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自紧工艺对 ＣＦＲＰ 气瓶应力水平的影响

王宗鑫　 　 赵建平
(南京工业大学机械与动力工程学院ꎬ南京　 ２１１８１６)

文　 摘　 利用 ＡＢＡＱＵＳ 有限元软件ꎬ对铝内胆结构的 ＣＦＲＰ 气瓶进行了分析ꎬ根据其结构建立了模型ꎬ采
用二维 Ｈａｓｈｉｎ 失效准则对纤维缠绕层进行了渐进失效分析ꎬ包含了 ４ 种失效模式ꎬ纤维及基体的拉伸和压缩

失效ꎮ 研究了不同失效模式的萌生和分布规律ꎮ 对自紧原理对气瓶的影响进行了研究ꎮ 分析得出只有当气瓶

承载压力大于自紧工艺压力时ꎬ内衬 ＰＥＥＱ 值才会在自紧工艺后继续发生累积ꎬ气瓶自紧力开始失效ꎮ
关键词　 ＣＦＲＰ 气瓶ꎬ铝内胆ꎬ爆破压力ꎬ自紧工艺ꎬ有限元分析
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０　 引言

对复合材料压力容器来说ꎬ仅仅利用经典网格理

论很难对其进行准确的分析ꎬ国内外专家学者已经进

行了很多理论分析和试验研究ꎮ Ｐ.Ｋ.ＧＯＴＳＩＳ 等[１] 对

内压作用下的纤维缠绕压力容器的损伤失效过程(损
伤的萌生、发展、破坏)及极限损伤问题进行了分析ꎻ
Ｋａｂｉｒ[２]采用先漏后破的准则ꎬ对气瓶在封头处的应力

分布进行了分析ꎻ陈汝训[３－４] 依据经典网格理论对纤

维缠绕压力容器进行了分析ꎻ杨乐等[５]利用 ＡＮＳＹＳ 软

件对内压作用下复合材料壳体封头进行了应力和变形

的分析ꎻ杨福全等[６]通过 ＡＮＳＹＳ 软件建立了合理的纤

维缠绕气瓶的有限元模型ꎬ并对气瓶的最小爆破压力

进行了预测ꎻ王荣国等[７] 对具有超薄金属内衬结构的

复合材料压力容器进行了内衬层的屈曲分析ꎻ嵇
醒[８－９]利用有限元软件对碳纤维缠绕铝内胆气瓶的自

紧技术进行了分析ꎬ得出了气瓶自紧工艺的必要性及

气瓶爆破压力和复合层纤维强度转换率之间的关系ꎻ
胡广辉等[１０]利用 ＡＮＳＹＳ 软件分析了自紧力对复合材

料压力容器金属内衬的断裂强度的影响ꎬ在内衬表面

建立圆裂纹ꎬ对有无自紧力和不同自紧力水平下裂纹

尖端的强度值ꎮ 本文利用 ＡＢＡＱＵＳ 软件ꎬ采用二维

Ｈａｓｈｉｎ 失效准则对 ＣＦＲＰ 气瓶的自紧工艺进行了研

究ꎬ考虑了纤维缠绕层的 ４ 种失效模式和封头处的变

缠绕角度和变缠绕厚度ꎬ分析了自紧工艺的原理并证
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实了合理自紧工艺对 ＣＦＲＰ 气瓶的必要性ꎮ
１　 有限元分析

１.１　 有限元模型

ＣＦＲＰ 气瓶内衬为铝合金 ６０６１－Ｔ６ꎬ缠绕碳纤维 Ｔ
－７００Ｓ /环氧树脂复合材料[１１]ꎬ主要力学性能为:纵向

拉伸模量Ｅ１ ＝１２８ ＧＰａꎻ横向拉伸模量Ｅ２ ＝ １０.５ ＧＰａꎻ面
内剪切模量Ｇ１２ ＝ ５ ＧＰａꎻ主泊松比ν１２ ＝ ０.２９ꎻ纵向拉伸

强度 Ｘｔ ＝１ ８２０ ＭＰａꎻ纵向压缩强度 Ｘｃ ＝ １ ５００ ＭＰａꎻ横
向拉伸强度 Ｙｔ ＝ ５０ ＭＰａꎻ横向压缩强度 Ｙｃ ＝ １５７ ＭＰａꎻ

面内剪切强度 Ｓ＝８７ ＭＰａꎻ气瓶总长度 ３００ ｍｍꎬ筒身段

长度为 ２００ ｍｍꎬ内衬层外径 １００ ｍｍꎬ端部开口内径为

１２ ｍｍꎮ 筒身段纤维缠绕层沿厚度方向共分为 １２ 层ꎬ
铺层方式为[９０°２ / ±１４° / ９０°２ / ±１４° / ９０°２ / ±１４°]ꎬ复合

材料层和内衬模型见图 １ꎮ 其中ꎬ环向及螺旋缠绕层

厚度分别为 ０.１６ 和 ０.１８ ｍｍꎮ 封头处纤维缠绕角度和

厚度随平行圆半径的变化表达式如式(１)、(２)所示ꎮ
表 １ 为不同平行圆半径下缠绕角度和厚度的情况ꎮ

图 １　 纤维缠绕气瓶铝内衬和缠绕层有限元模型

Ｆｉｇ.１　 Ｆｉｎｉｔｅ ｅｌｅｍｅｎｔ ｍｏｄｅｌ ｏｆ ｔｈｅ ｌｉｎｅｒ ａｎｄ ｔｈｅ ｆｉｂｅｒ ｌａｙｅｒ
表 １　 封头段纤维缠绕角度和厚度

Ｔａｂ.１　 Ｗｏｕｎｄ ａｎｇｌｅ ａｎｄ ｗｏｕｎｄ ｔｈｉｃｋｎｅｓｓ ｏｆ ｔｈｅ ｈｅａｄ

平行圆半径 ｒ / ｍｍ 缠绕角 α０ / ( °) 缠绕厚度 ｔｆ / ｍｍ
５０.０００ １３.５５７ ０.１８０
４９.８８８ １３.９１８ ０.１８０
４９.５５４ １４.０４１ ０.１８２
４８.９９０ １４.１７９ ０.１８４
４８.１８９ １４.４１９ ０.１９２
４７.１４０ １４.７４８ ０.１９７
４５.８２６ １５.１８０ ０.２０５
４４.２２２ １５.７４５ ０.２１６
４２.２９５ １６.４８２ ０.２２９
４０.０００ １７.４５８ ０.２４８
３７.２６８ １８.７８３ ０.２７５
３３.９９４ ２０.６７２ ０.３１８
３０.０００ ２３.５７８ ０.４００
２４.９４５ ２８.７５５ ０.３９９
１８.６０９ ４０.１５５ ０.３９９
１５.３７３ ５１.３１６ ０.３９９
１３.５８５ ６２.０４５ ０.３９９
１２.５４７ ７３.０２４ ０.３９９

　 　

α０ ＝ ａｒｃｓｉｎ
ｒ０
ｒ

(１)

ｔｆ ＝
Ｒｃｏｓ ｓｉｎ －１ ｒ０ / Ｒ( )[ ]

ｒｃｏｓ ｓｉｎ －１ ｒ０ / ｒ( )[ ]
ｔｆα (２)

式中 ꎬ Ｒ 为筒身外径ꎬｒ 为平行圆半径ꎬｒ０ 为极孔外

径ꎬα０ 为纤维缠绕角度ꎬｔｆ 为纤维缠绕厚度ꎮ
考虑到气瓶结构、载荷状况、约束条件的对称性ꎬ

选取气瓶的 １ / ２ 结构进行建模分析ꎮ 内衬采用

Ｃ３Ｄ８Ｒ 实体单元ꎬ纤维缠绕层采用 Ｓ４Ｒ 壳单元ꎮ 施

加约束时ꎬ在模型对称面截面上施加关于对称面的约

束ꎬ在瓶底处施加轴向位移为零的位移约束ꎬ在瓶口

处施加等效轴向拉力载荷 ｐ’ ꎬ表达式如式(３)所示ꎮ
利用有限元软件分析时ꎬ采用载荷步法对模型施加载

荷ꎮ 加载过程为:自紧力 ４６ ＭＰａ →０ →工作压

力 ２５ ＭＰａ →最小爆破压力 ８５ ＭＰａꎮ

ｐ’ ＝
ｄ２

ｉ

ｄ２
ｏ － ｄ２

ｉ

ｐ (３)

式中ꎬｐ 为气瓶承载载荷ꎬｄｏ、ｄｉ 为气瓶极孔外、内径ꎮ
１.２　 本构方程

在对纤维缠绕层进行失效分析时所采用的本构

方程包括两部分:损伤的萌生和损伤的扩展ꎮ
１.２.１　 损伤萌生

采用二维 Ｈａｓｈｉｎ 失效准则对纤维缠绕层进行失

效分析ꎬ包括纤维和压缩的拉伸和压缩[１２]４ 种形式:
(１)纤维拉伸失效(σ１≥０)

Ｆ ｔ
ｆ ＝

σ１

ＸＴ

æ

è
ç

ö

ø
÷

２

＋ α
σ６

ＳＬ

æ

è
ç

ö

ø
÷

２

＝ １ (４)

　 　 (２)纤维压缩失效(σ１<０)

Ｆｃ
ｆ ＝

σ１

ＸＣ

æ

è
ç

ö

ø
÷

２

＝ １ (５)

　 　 (３)基体拉伸失效(σ２≥０)

Ｆ ｔ
ｍ ＝

σ２

ＹＴ

æ

è
ç

ö

ø
÷

２

＋
σ６

ＳＬ

æ

è
ç

ö

ø
÷

２

＝ １ (６)

—０３— 宇航材料工艺　 　 ｈｔｔｐ: / / ｗｗｗ.ｙｈｃｌｇｙ.ｃｏｍ　 　 ２０１７ 年　 第 ６ 期



　 　 (４)基体压缩失效(σ２<０)

Ｆｃ
ｍ ＝

σ２

２ＳＴ

æ

è
ç

ö

ø
÷

２

＋
ＹＣ

２ＳＴ

æ

è
ç

ö

ø
÷

２

－ １é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú

σ２

ＹＣ

＋
σ６

ＳＬ

æ

è
ç

ö

ø
÷

２

＝ １(７)

式中ꎬ ＸＴꎬＸＣ 为纵向的拉伸和压缩强度ꎻＹＴꎬＹＣ 为横向的

拉伸和压缩强度ꎻＳＬꎬＳＴ 为纵向和横向的剪切强度ꎻα 为

材料的非线性因子(取值为 １)ꎻσ１ꎬσ２ 和 σ６ 为各单元材

料在纵向、横向和剪切方向上的应力分量ꎮ
１.２.２　 损伤扩展

当损伤满足 Ｈａｓｈｉｎ 失效条件时ꎬ损伤萌生并开

始扩展ꎬ材料性能开始退化ꎬ进入渐进失效过程ꎮ 引

入材料的损伤因子 ｄ ꎬ表示形式为:

ｄ ＝
δｆ
ｅｑ δｅｑ － δ０

ｅｑ( )

δｅｑ δｆ
ｅｑ － δ０

ｅｑ( )
(８)

式中ꎬ δｅｑ为等效应变ꎬ如图 ２ 所示ꎮ

图 ２　 线性损伤拓展模型

Ｆｉｇ.２　 Ｌｉｎｅａｒ ｄａｍａｇｅ ｅｖｏｌｕｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ

　 　 图中 ＯＡ 段为损伤萌生阶段ꎬ到达 Ａ 点时材料达

到 Ｈａｓｈｉｎ 失效准则条件ꎬ损伤萌生ꎬＡＢ 段为损伤扩

展阶段ꎬ进入渐进失效过程ꎬ该过程中等效应力、等效

应变如下:
(１)纤维拉伸失效( σ１ ≥ ０)

δｆｔ
ｅｑ ＝ ＬＣ 􀎮ε１１􀎯 ２ ＋ αε２

１２ σｆｔ
ｅｑδｆｔ

ｅｑ ＝
􀎮σ１１􀎯􀎮ε１１􀎯 ＋ ατ１２ε１２[ ] Ｌｃ (９)

　 　 (２)纤维压缩失效( σ１ < ０)
δｆｃ
ｅｑ ＝ ＬＣ􀎮 － ε１１􀎯σｆｃ

ｅｑδｆｃ
ｅｑ ＝ 􀎮 － σ１１􀎯􀎮 － ε１１􀎯[ ] Ｌｃ

(１０)
　 　 (３)基体拉伸失效( σ２ ≥ ０)

δｍｔ
ｅｑ ＝ ＬＣ 􀎮ε２２􀎯 ２ ＋ ε２

１２ σｍｔ
ｅｑδｍｔ

ｅｑ ＝
􀎮σ２２􀎯􀎮ε２２􀎯 ＋ τ１２ε１２[ ] Ｌｃ (１１)

　 　 (４)基体压缩失效( σ２ < ０)

δｍｃ
ｅｑ ＝ ＬＣ 􀎮 － ε２２􀎯 ２ ＋ ε２

１２ σｍｃ
ｅｑ δｍｃ

ｅｑ ＝
􀎮 － σ２２􀎯􀎮 － ε２２􀎯 ＋ τ１２ε１２[ ] Ｌｃ (１２)

式中ꎬδｆｔ
ｅｑ、δｆｃ

ｅｑ、δｍｔ
ｅｑ、δｍｃ

ｅｑ 为等效应变 δｆ
ｅｑ的 ４ 种表现形式ꎬ

σｆｔ
ｅｑ、σｆｃ

ｅｑ、σｍｔ
ｅｑ、σｍｃ

ｅｑ 为等效应变 δｆ
ｅｑ 的对应的等效应力

σｅｑ的 ４ 种表现形式ꎮ 符号􀎮 􀎯为一种特殊的计算符ꎬ
􀎮β􀎯可表示为􀎮β􀎯 ＝(β＋ ｜ β ｜ ) / ２ꎮ Ｌｃ 表示有效单元长

度ꎬ与模型网格划分和单元大小相关ꎮ 依据 ４ 种失效

模式ꎬ损伤因子 ｄ 有 ４ 种表达方式ꎬ为 ｄｔ
ｆ、ｄｃ

ｆ 、ｄｔ
ｍ、ｄｃ

ｍꎮ
损伤扩展过程中的应力－应变关系表述为:

σ１

σ２

σ６

é

ë

ê
ê
ê
ê

ù

û

ú
ú
ú
ú

＝ １
Ｄ

１ － ｄｆ( ) Ｅ１ １ － ｄｆ( ) １ － ｄｍ( ) ν２１Ｅ１ ０
１ － ｄｆ( ) １ － ｄｍ( ) ν１２Ｅ２ １ － ｄｍ( ) Ｅ２ ０

０ ０ １ － ｄｓ( ) ＧＤ

é

ë

ê
ê
ê
ê

ù

û

ú
ú
ú
ú

ε１

ε２

ε６

é

ë

ê
ê
ê
ê

ù

û

ú
ú
ú
ú

(１３)

式中ꎬＤ＝ １－(１－ｄｆ)(１－ｄｍ)ν１２ν２１ (１４)

ｄｆ ＝
ｄｔ

ｆ σ１ ≥ ０

ｄｃ
ｆ σ１ < ０{ 　 　 ｄｍ ＝

ｄｔ
ｍ σ２ ≥ ０

ｄｃ
ｍ σ２ < ０{ (１５)

ｄｓ ＝ １ － (１ － ｄｔ
ｆ)(１ － ｄｃ

ｆ )(１ － ｄｔ
ｆ)(１ － ｄｃ

ｆ ) (１６)
ｄｔ

ｆ、ｄｃ
ｆ 、ｄｔ

ｍ、ｄｃ
ｍ 的计算可以由式(７) ~ (１１)联立得出ꎮ

２　 模拟结果与讨论

２.１　 无自紧力气瓶工作压力下应力分析

对铝合金内衬结构ꎬ应针对 Ｍｉｓｅｓ 等效应力和塑

性应变值进行分析ꎬ并根据材料的屈服条件判定其是

否发生屈服ꎻ对纤维缠绕层结构进行分析时ꎬ应针对

纤维层的横向、纵向和面内剪切应力分量ꎬ不能分析

复合材料层的 Ｍｉｓｅｓ 等效应力ꎬ并根据 Ｈａｓｈｉｎ 失效准

则判断其是否发生失效ꎮ 无自紧工艺 ２５ ＭＰａ 压力

下气瓶衬里和纤维层的应力分布见图 ３ꎮ

　 　 　 (ａ)　 铝内胆　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 (ｂ)　 复合材料层纵向
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　 (ｃ)　 复合材料层横向应力分布　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 (ｄ)　 复合材料层面内剪切应力分布

图 ３　 无自紧工艺工作压力下铝内衬和复合材料层应力分布

Ｆｉｇ.３　 Ｓｔｒｅｓｓ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｌｉｎｅｒ ａｎｄ ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ｓｅｒｖｉｃｅ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ｗｉｔｈｏｕｔ ａｕｔｏｆｒｅｔｔａｇｅ

　 　 分析可得无自紧工艺 ２５ ＭＰａ 压力下ꎬ铝内衬结

构 Ｍｉｓｅｓ 等效应力的最大值处位于筒体和封头连接

处ꎬ其值 ２２１.９ ＭＰａꎬ大于屈服极限 σｓ 的 ６０％ꎬ但未发

生屈服ꎮ 纤维缠绕层纵向应力、横向应力和面内剪切

应力最大值分别为 ２２３.５、４１.９３ 和 ８.４ ＭＰａꎬ各向应

力值均小于许用应力ꎬ未发生失效ꎮ 纤维缠绕层的纵

向应力值远大于其他应力值ꎬ由此可知ꎬ纤维环向层

为主要的承载层ꎮ
２.２　 气瓶有自紧力、工作和爆破压力下应力分析

在气瓶生产加工完成后ꎬ应对气瓶进行一次自紧

工艺处理ꎬ然后再进行水压试验ꎮ 水压试验的压力一

般为 １.６７ 倍的工作压力ꎬ自紧力大于水压试验的压

力[４]ꎮ 根据«ＤＯＴ ＣＦＦＣ»标准[１３]ꎬ自紧力的值应满

足 ３ 个条件:(１)纤维应力比大于 １０ / ３ꎻ(２)自紧力卸

载后内衬层 Ｍｉｓｅｓ 最大应力应大于内衬材料屈服强

度的 ６０％ꎬ但不得超过其屈服强度的 ９５％ꎻ(３)工作

压力下内衬层最大应力值应小于材料屈服强度的

６０％ꎮ
２.２.１　 气瓶自紧力卸载前、后应力分析

气瓶工作压力为 ２５ ＭＰａꎬ采用的自紧力是 ４６
ＭＰａꎬ自紧力大于 １.６７ 倍的工作压力ꎮ ４６ ＭＰａ 自紧

力下气瓶的内衬和复合材料层的应力分布和 ＰＥＥＱ
分布如图 ４ 所示ꎮ

(ａ)　 铝内胆应力　 　 　 　 　 　 　 (ｂ)　 复合材料层纵向应力　 　 　 　 　 　 　 (ｃ)　 复合材料层横向应力

(ｄ)　 复合材料层剪切应力　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 (ｅ)　 铝内胆等效塑性应变

图 ４　 自紧压力下铝内衬、复合材料层应力分布和等效塑性应变分布图

Ｆｉｇ.４　 Ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ＰＥＥＱ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｌｉｎｅｒ ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ａｕｔｏｆｒｅｔｔａｇｅ ｐｒｅｓｓｕｒｅ
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　 　 分析可得自紧压力下气瓶铝内衬的最大应力出

现在筒体和封头连接处ꎬ为 ３００.７ ＭＰａꎮ 等效塑性应

变图描述的是整个过程中结构塑性应变的累积结果ꎮ
由图 ４ 可知ꎬ内衬 ＰＥＥＱ 最大值为 １.１２３×１０－２>０ꎬ表
示内衬发生一定量的塑性变形ꎬ处于屈服状态ꎬ满足

«ＤＯＴ ＣＦＦＣ»标准[１１] 中对自紧力下内衬筒身段必须

处于屈服状态的要求ꎮ 纤维缠绕层纵向应力、横向应

力和面内剪切应力最大值分别为 ４６８.８、６５.８３ 和 ２.２５
ＭＰａꎬ均小于许用应力ꎬ未发生失效ꎮ

自紧力卸载后ꎬ铝内衬和复合材料层的应力分布

和 ＰＥＥＱ 分布见图 ５ꎮ 可知应力最大处位于筒体和

封头连接处ꎬ为 １９９.７ ＭＰａꎮ 大于铝内衬屈服强度的

６０％ꎬ２９６×６０％ ＝ １７７.６ ＭＰａꎻ小于铝内衬屈服强度的

９０％ꎬ２９６ × ９０％ ＝ ２６６. ４ ＭＰａꎮ 满足«ＤＯＴ ＣＦＦＣ»标

准[１１]中对自紧力卸载后内衬应力状态的要求ꎮ 纤维

缠绕层存在一定量的残余应力ꎬ纵向、横向和面内剪

切残余应力最大值分别为 １９０、３５.６４ 和 ７.１４ ＭＰａꎮ
自紧力卸载后内衬层的 ＰＥＥＱ 值与自紧力下的内衬

层 ＰＥＥＱ 值相等ꎬ表明自紧力卸载后内衬层存在一定

量的塑性残余应变量ꎮ

(ａ)　 铝内胆应力　 　 　 　 　 　 　 (ｂ)　 复合材料层纵向应力　 　 　 　 　 　 　 (ｃ)　 复合材料层横向应力

(ｄ)　 复合材料层剪切应力　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 (ｅ)　 铝内胆等效塑性应变

图 ５　 ０ ＭＰａ 下铝内衬、复合材料层应力分布和等效塑性应变分布图

Ｆｉｇ.５　 Ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ＰＥＥＱ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｌｉｎｅｒ ａｎｄ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ ｕｎｄｅｒ ０ＭＰａ ｐｒｅｓｓｕｒｅ

２.２.２　 自紧处理后工作和爆破压力下气瓶应力分析

气瓶经过自紧工艺处理后ꎬ２５ ＭＰａ 工作压力下

铝内衬和复合材料层的应力分布和 ＰＥＥＱ 分布如图

６ 所示ꎮ 内衬的最大应力处位于筒体和封头的连接

处ꎬ为 １５６ ＭＰａꎬ小于屈服极限的 ６０％ꎬ２９６ × ６０％ ＝
１７７.６ ＭＰａꎬ满足«ＤＯＴ ＣＦＦＣ»标准[１１] 中对工作压力

下内衬应力状态的要求ꎮ 纤维缠绕层纵向、横向和面

内剪切应力最大值分别为 ２４０.５、３８.８９ 和 １.７３ ＭＰａꎬ
各向应力值均小于许用应力ꎬ未发生失效ꎮ

最小爆破压力 ８５ ＭＰａ 下气瓶铝内衬和复合材

料层的应力分布和 ＰＥＥＱ 分布见图 ７ꎮ 内衬的最大

应力位于筒体和封头连接处ꎬ为 ３００.９ ＭＰａꎮ 纤维缠

绕层纵向、横向和面内剪切应力最大值分别为 ４７２.６、
６６.６ 和 ２.２９ ＭＰａꎮ 横向应力超过材料的极限强度ꎬ
纤维缠绕层发生失效ꎬ但纵向应力还远未达到材料

的承载极限ꎬ因此气瓶的最终失效形式为基体的失

效ꎮ ８５ ＭＰａ 下纤维层的损伤状态见图 ８ꎬ由图可知ꎬ
Ｆ ｔ

ｆ ＝ ３.５７×１０－２<１ꎬＦｃ
ｆ ＝ ８.５３×１０－３<１ꎬＦ ｔ

ｍ ＝ １ꎬＦｃ
ｍ ＝ ３.２６×

１０－３<１ꎬ纤维缠绕层的最终失效形式为基体的拉伸失

效ꎮ
由自紧工艺处理后的气瓶铝内衬在各个压力下

的等效塑性应变的最大值可知ꎬ当气瓶承载的压力值

小于自紧力时ꎬ其 ＰＥＥＱ 值等于自紧力时的 ＰＥＥＱ
值ꎬ即在经过自紧工艺后ꎬ气瓶施加的压力没有使铝

内衬产生新的塑性应变ꎬ表明此时内衬的塑性变形是

稳定的状态ꎮ 当气瓶承载的压力大于自紧力时ꎬ其
ＰＥＥＱ 值大于自紧力时的 ＰＥＥＱ 值ꎬ即气瓶施加的压

力使得内衬层发生新的塑性变形ꎮ 随着压力的继续

增大ꎬ内衬塑性变形量继续增加ꎬ直至内衬发生破坏ꎮ
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(ａ)　 铝内胆应力　 　 　 　 　 　 　 　 　 (ｂ)　 复合材料层纵向应力　 　 　 　 　 　 (ｃ)　 复合材料层横向应力

(ｄ)　 复合材料层剪切应力　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 (ｅ)　 铝内胆等效塑性应变

图 ６　 自紧工艺后 ２５ ＭＰａ 下铝内衬、复合材料层应力分布和等效塑性应变分布图

Ｆｉｇ.６　 Ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ＰＥＥＱ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｌｉｎｅｒ ａｎｄ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ ｕｎｄｅｒ ２５ＭＰａ ｗｉｔｈ ａｕｔｏｆｒｅｔｔａｇｅ ｐｒｅｓｓｕｒｅ

　 　 　 　
(ａ)　 铝内胆应力　 　 　 　 　 　 　 　 (ｂ)　 复合材料层纵向应力　 　 　 　 　 　 　 (ｃ)　 复合材料层横向应力

(ｄ)　 复合材料层剪切应力　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 (ｅ)　 铝内胆等效塑性应变

图 ７　 自紧工艺后 ８５ ＭＰａ 下铝内衬、复合材料层应力分布和等效塑性应变分布图

Ｆｉｇ.７　 Ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ＰＥＥＱ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｌｉｎｅｒ ａｎｄ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ ｕｎｄｅｒ ８５ＭＰａ ｗｉｔｈ ａｕｔｏｆｒｅｔｔａｇｅ ｐｒｅｓｓｕｒｅ
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　 　 (ａ)　 纤维拉伸失效　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 (ｂ)　 纤维压缩失效

(ｃ)　 　 基体拉伸失效　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 (ｄ)　 基体压缩失效

图 ８　 自紧工艺后 ８５ ＭＰａ 下复合材料层失效图

Ｆｉｇ.８　 Ｈａｓｈｉｎ ｄａｍａｇｅ ｎｅｐｈｏｇｒａｍ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ ｕｎｄｅｒ ８５ＭＰａ ｗｉｔｈ ａｕｔｏｆｒｅｔｔａｇｅ ｐｒｅｓｓｕｒｅ

３　 结论

(１)通过对有无自紧力下气瓶的应力状态分析ꎬ
得出了气瓶自紧工艺的必要性ꎬ并验证了所采用的自

紧力的合理性ꎬ合理的自紧工艺对于气瓶的承载能力

十分必要ꎻ
(２)通过有限元软件的分析ꎬ可以预测不同应力

水平下气瓶的危险部位ꎬ基于此可以对气瓶相对危险

的结构进行优化设计ꎬ使其结构更加安全合理ꎻ
(３) 通过对不同工况下气瓶等效塑性应变值

(ＰＥＥＱ)的分析可知ꎬ经自紧工艺处理后的气瓶承载

的压力小于自紧力时ꎬＰＥＥＱ 值与自紧力下的 ＰＥＥＱ
值相等ꎬ即自紧力在起作用ꎬ当气瓶承载的压力大于

自紧力时ꎬＰＥＥＱ 值大于自紧力下的 ＰＥＥＱ 值ꎬ自紧

力开始失效ꎮ
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