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摘　　　要：平均应力法用于航空发动机轮盘破裂转速预测时结果一般偏大，对于带螺栓孔的轮盘破裂转速

预测误差更大。考虑局部应力效应对平均应力法进行修正，引入修正因子来表征轮盘子午面平均周向应力和

危险部位局部应力对轮盘破裂转速的加权影响。通过开展典型轮盘材料ＧＨ４１６９的光滑试样和缺口试样拉

伸试验，并开展了两件模拟盘破裂转速测量试验，得到修正因子与缺口强度比的关系，然后同时采用这两种方

法对某涡轮盘的破裂转速进行了预测，并开展了验证试验。试验结果表明：平均应力法预测结果偏大，误差达

到了９．４％，而考虑局部应力修正后，预测值仅略低于试验值，误差仅２．６７％。考虑局部应力效应的轮盘子午

面破裂转速预测方法简单可靠，具有较高的工程实用价值。
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　　轮盘是航空发动机最典型的关键件，工作中

承受着因高速旋转引起的叶片及轮盘自身的质量

离心力、盘体受热不均产生的热载荷、气体压力和

连接部位的装配应力等［１］。航空发动机工作中若

出现轮盘破裂，在巨大离心力的作用下，高速高能

的轮盘碎块可能撞击并击穿机匣而飞出，造成严

重的飞行事故［２］。因此，国内外设计准则通常要

求轮盘能够在允许可能出现的超转范围内工作而

不破裂，如我国军标ＧＪＢ２４１和ＧＪＢ２４２中均明确

规定：当轮盘承受最大温度梯度和最高工作温度

时，轮盘的设计破裂转速不低于最高允许稳态转

速的１２２％
［３４］。防止破裂是轮盘的重要设计准

则之一，准确预测破裂转速是轮盘静强度设计中

的关键内容。

长期以来，国内外许多专家和学者在轮盘破

裂转速预测中开展了大量的研究工作。孙国

维［５６］对塑性轮盘的破裂转速计算方法进行了理

论推导，指出了轮盘发生脆性破裂的界定条件。

洪其麟等［７］采用大变形解析法给出了轮盘破裂转

速预测的基本方程，试验验证其误差在４％以内。

古爱军等［８］采用二维非线性有限元计算了轴流式

轮盘的应力，并提出基于八面体剪应变的破裂准

则。吴长波等［９］采用传统的平均应力法对某高压

涡轮整体叶盘的破裂转速进行了计算，并根据试

验结果指出可增加材料利用系数对平均应力法进

行修正。万江艳等［１０１１］采用有限元分析和试验相

结合的方法提出了与材料延伸率相关的轮盘破裂

准则，可准确描述轮盘破裂的变形行为及确定最

薄弱部位。冯引利等［１２］采用平均应力法、残余变

形法和局部塑性应变法等对某粉末涡轮盘的破裂

转速分别进行了对比计算，揭示了各方法针对粉

末盘破裂转速预测的局限性或适用性。秦仕勇

等［１３］通过有限元法对比分析了某粉末涡轮盘结

构改进前后的破裂转速，并通过破裂试验验证了

方法的有效性。Ｎｏｚｈｎｉｔｓｋｙ等
［１４］采用有限元法

对多个轮盘超速旋转过程中的应力应变进行了计

算，提出了与结构危险部位应变能密度相关的破

裂准则。Ｓｑｕａｒｃｅｌｌａ等
［１５］考虑旋转软化对轮盘破

裂前内部失稳的影响，指出材料应力应变曲线中

的弹性段、屈服点和极限拉伸强度及断裂应变对

轮盘的破裂有重要影响。Ｋｕｍａｒ等
［１６］采用弹塑

性有限元法对等厚盘和非等厚盘的应力进行了对

比计算，并按照面积加权法求取平均周向应力进

而预测出破裂转速。Ｍａｚｉèｒｅ等
［１７１８］基于 Ｈｉｌｌ屈

服准则构建了弹塑性本构模型进行轮盘应力分

析，预测出的破裂转速相比基于 ＶｏｎＭｉｓｅｓ屈服

准则的要低７％，略低于试验结果。

迄今，在轮盘的破裂转速预测中，工业界主要

采用的仍然是平均应力法，但该方法对于非轴对

称盘（如辐板开孔）或者非等厚复杂结构盘（如离

心叶轮、导流盘）的破裂转速预测中，由于没有考

虑局部大应力的影响往往带来较大误差。近年来

发展的弹塑性有限元法可以更真实地模拟轮盘在

超速加载中的塑性流动，其预测精度相比传统的

平均应力法有较大提高，然而该方法计算成本相

对较大，在轮盘工程设计中大规模应用是受限的。

针对平均应力法的不足，国外学者提出了不

同的修正方法，其中 Ｈａｌｌｉｎａｎ修正法
［１９］被用于

ＧＥ（通用）公司发动机轮盘结构强度设计，该方法

以修正因子狊来表征轮盘子午面平均周向应力和

危险部位局部应力对轮盘破裂转速的加权影响，

但已公开的文献并没有提及修正因子狊的获取

方法。

有鉴于此，本文通过开展典型轮盘材料

ＧＨ４１６９的光滑试样和缺口试样拉伸试验，获得

与修正因子狊相关的材料缺口强度比犚ｎｓ（ｎｏｔｃｈ

ｓｔｒｅｎｇｔｈｒａｔｉｏ），然后设计带孔特征的模拟盘进行

破裂转速测量试验，根据试验结果反推出修正因

０９４１
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子狊与犚ｎｓ的关系以及修正因子狊随应力集中系

数犓ｔ的变化特性。最后本文对某涡轮盘的破裂

转速进行了预测，并开展了试验验证，试验表明该

方法预测的破裂转速略低于试验值，且误差仅

２．６７％，有较高的工程应用价值。

１　计算方法

１１　平均应力法

平均应力法［１］判定轮盘破裂失效的准则是当

轮盘任一半径处的平均离心径向应力达到材料的

单向拉伸强度时轮盘在这一半径处沿圆柱面破

裂；当轮盘的平均周向应力达到材料的单向拉伸

强度时轮盘沿子午面破裂。一般采用线弹性计算

方法对轮盘进行应力计算，取轮盘的主要承载截

面应力的平均值作为截面平均应力，平均应力法

计算公式如下：

对于子午截面破裂

狀ｂｕｒｓｔ，ｔ＝狀ｃａｌ
σｂｔ，ａｖｇ
σｔ，ａｖ槡 ｇ

（１）

式中狀ｂｕｒｓｔ，ｔ为子午截面破裂转速；狀ｃａｌ为计算转速；

σｂｔ，ａｖｇ为子午面平均温度下的材料极限拉伸强度；

σｔ，ａｖｇ为子午面平均周向应力。

对于圆柱截面破裂

狀ｂｕｒｓｔ，ｒ＝狀ｃａｌ
σｂ，ａｖｇ
σｒ，ａｖ槡 ｇ

（２）

式中狀ｂｕｒｓｔ，ｒ为圆柱截面破裂转速；σｂｒ，ａｖｇ为圆柱面

平均温度下的材料极限拉伸强度；σｒ，ａｖｇ为圆柱面

平均离心径向应力。

１２　考虑局部应力效应的子午面破裂预测方法

平均应力法未能有效地考虑局部应力的影

响，破裂转速预测结果往往偏高，有时误差可达

１０％，对于工作转速超过２００００ｒ／ｍｉｎ的涡轴发

动机轮盘来讲会使得设计偏于危险，这是不可接

受的。为了提高平均应力法计算轮盘破裂转速的

精度，本文参考ＧＥ公司
［１９］的方法对子午面平均

应力法进行修正。引入修正因子狊表征平均周向

应力和局部应力的加权影响，具体计算公式如下：

狀ｂｕｒｓｔ，ｔ＝０．９５狀ｃａｌ狊
σｂｔ，ａｖｇ
σｔ，ａｖ槡 ｇ

＋（１－狊）
σｂ，ｌｏｃａｌ

σｓｐｅｅｄ，槡［ ］
ｌｏｃａｌ

（３）

式中σｂ，ｌｏｃａｌ为危险部位温度下的材料极限拉伸强

度；σｓｐｅｅｄ，ｌｏｃａｌ为危险部位离心载荷作用下的周向应

力；修正因子狊是由名义极限拉伸强度与缺口棒

材极限拉伸强度的比值（犚ｎｓ）所决定的经验常数，

犚ｎｓ为缺口强度比。狊取值范围：０＜狊≤１。当狊＝

１时，式（３）右边自然退化成式（１）右边与０．９５的

乘积，狊越小则表明危险部位的应力对轮盘破裂

转速的影响越大。

该方法考虑了危险部位局部应力对破裂转速

的影响，并采用修正因子狊进行权重分配。对复

杂结构轮盘，若存在多个大应力区域，则需对各个

大应力区域的破裂转速进行计算，取最小破裂转

速作为轮盘的破裂转速预测值。

２　修正因子的获取

２１　拉伸试样设计及试验方案

根据金属高温拉伸试验国标［２０］中关于高温

拉伸试样的相关规定，设计了图１所示直径为６

图１　拉伸试样设计及加工实物（单位：ｍｍ）

Ｆｉｇ．１　Ｔｅｎｓｉｌｅｓｐｅｃｉｍｅｎｄｒａｗｉｎｇｓａｎｄｐｒｏｃｅｓｓｅｄ

ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ（ｕｎｉｔ：ｍｍ）

１９４１
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ｍｍ，夹持端选用 Ｍ１２螺纹的光滑圆棒试样，缺口

试样选取应力集中系数 犓ｔ 为２．５、３．０、３．５和

４．０（对应缺口根部圆角犚各为０．２１、０．３１、０．４１、

０．６３ｍｍ）４种Ｖ型缺口，其最小截面直径同样为

６ｍｍ，夹持端和光滑试样一致。

选用常用轮盘材料ＧＨ４１６９加工试样，每种

试验条件下子样数３个，具体试验方案见表１。

表１　犌犎４１６９拉伸试验方案

犜犪犫犾犲１　犜犲狀狊犻犾犲狊狆犲犮犻犿犲狀犪狉狉犪狀犵犲犿犲狀狋狅犳犌犎４１６９

狋／℃
试件子样数

犓ｔ＝１．０犓ｔ＝２．５犓ｔ＝３．０犓ｔ＝３．５ 犓ｔ＝４．０

２０ ３ ３ ３ ３ ３

４００ ３ ３ ３ ３ ３

５００ ３ ３ ３ ３ ３

６５０ ３ ３ ３ ３ ３

２２　拉伸试验结果及修正因子

ＧＨ４１６９光滑试样和缺口试样分别在２０、

４００、５００、６５０℃进行３次重复试验，极限拉伸强

度取３次试验结果的平均值，结果见表２。各应

力集中系数下的极限拉伸强度与相应温度下的光

滑试验极限拉伸强度之比即为各自的缺口强度比

犚ｎｓ，计算结果见表３。

表２　犌犎４１６９拉伸极限强度

犜犪犫犾犲２　犝犾狋犻犿犪狋犲狋犲狀狊犻犾犲狊狋狉犲狀犵狋犺狅犳犌犎４１６９

狋／℃
拉伸极限强度／ＭＰａ

犓ｔ＝１．０ 犓ｔ＝２．５ 犓ｔ＝３．０ 犓ｔ＝３．５ 犓ｔ＝４．０

２０ １４１２ ２５３５ ２４９６ ２４８０ ２３７１

４００ １２２４ ２１７６ ２０６５ ２２１５ ２１４４

５００ １２００ ２０５５ ２０６４ ２１５８ ２１７９

６５０ １１１１ ２０２５ ２１０５ ２１８５ ２１９０

表３　犌犎４１６９缺口强度比

犜犪犫犾犲３　犖狅狋犮犺狊狋狉犲狀犵狋犺狉犪狋犻狅狅犳犌犎４１６９

狋／℃
缺口强度比

犓ｔ＝２．５ 犓ｔ＝３．０ 犓ｔ＝３．５ 犓ｔ＝４．０

２０ １．７９５ １．７６８ １．７５６ １．６７９

４００ １．７７８ １．６８７ １．８１０ １．７５２

５００ １．７１３ １．７２０ １．７９８ １．８１６

６５０ １．８２３ １．８９５ １．９６７ １．９７１

２３　模拟盘试验及分析

修正因子狊与犚ｎｓ的关系可以通过破裂转速

测量试验结果和应力分析结果进行反推，为此设

计并加工了如图２所示两件ＧＨ４１６９模拟盘。两

者的外径均为２１４ｍｍ，其中模拟盘１（简称盘１）

的轴向尺寸为７０ｍｍ，中心孔内径为４８．７ｍｍ，轮

缘、辐板和安装边处各设计了圆孔，模拟盘２（简称

盘２）的轴向尺寸为７３ｍｍ，中心孔内径为４８．７

ｍｍ，轮缘处未开孔。

图２　模拟盘设计模型

Ｆｉｇ．２　Ｍｏｄｅｌｏｆｓｉｍｕｌａｔｅｄｄｉｓｋｓ

图３　模拟盘有限元网格模型

Ｆｉｇ．３　Ｆｉｎｉｔｅｅｌｅｍｅｎｔｍｏｄｅｌｏｆｓｉｍｕｌａｔｅｄｄｉｓｋｓ

采用线弹性有限元法对盘１和盘２开展应力

分析，其网格模型和周向应力云图分别如图３和

图４所示。图４给出了盘１槽底圆孔 Ａ、辐板圆

孔Ｂ和盘２辐板圆孔Ｃ的最大周向应力。两者

均在室温下进行了破裂转速测量试验，盘１在

４０５１６ｒ／ｍｉｎ转速时爆裂，率先开裂处有两种可能：

其一是榫槽槽底率先开裂再由外向内扩展；其二是

辐板圆孔应力集中部位率先开裂，由内向外扩展，

直至整个轮盘破裂飞出。盘２在４５９３３ｒ／ｍｉｎ转速

２９４１
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图４　模拟盘周向应力分布

Ｆｉｇ．４　Ｈｏｏｐｓｔｒｅｓｓｏｆｓｉｍｕｌａｔｅｄｄｉｓｋｓ

时爆裂，在辐板圆孔应力集中部位首先开裂，由内

向外沿径向扩展直至整个轮盘破裂飞出。图５为

模拟盘的破裂试验残骸。

图３（ａ）所示有限元模型的对称截面为盘１

的最小子午面，其平均周向应力最大，为２６８．８

ＭＰａ，以Ａ、Ｂ圆孔处的最大周向应力与其相比，

计算得到应力集中系数为３．０３和２．７２，再通过

表２可插值得到相应的缺口极限强度分别为

２４９５ＭＰａ和２５１８ＭＰａ，进一步与光滑试样的极

限强度相比即得到了相应的缺口强度比。获得以

上数据后，最后利用式（３）便可反推出相应的修正

因子。盘２的计算过程与盘１类似，在此不再赘

述。详细的计算参数和结果列于表４。

图５　模拟盘破裂试验残骸

Ｆｉｇ．５　Ｂｕｒｓｔｔｅｓｔｗｒｅｃｋａｇｅｏｆｓｉｍｕｌａｔｅｄｄｉｓｋｓ

　　根据表４中求得的缺口强度比犚ｎｓ和修正因

子狊，得到两者的函数关系见图６，可以看出两者

可近似为一次函数形式，拟合得到狊与犚ｎｓ的函数

关系式。不失一般性可假设 ＧＨ４１６９在各温度

下的狊与犚ｎｓ满足相同的函数关系，便可计算得到

表５中的修正因子狊。

由表５可以获得各温度下修正因子狊与应力

集中系数犓ｔ的关系见图７。从图７可见狊值基

本上落在０．６５～０．９２之间。在５００℃和６５０℃

下，狊是犓ｔ的单调递减函数，说明高温下，应力集

中越严重，其局部应力对破裂转速的影响越明显。

低温下，修正因子狊随犓ｔ的变化是波动的，没有

明显的一致性规律。

表４　模拟盘修正因子狊与缺口强度比犚狀狊计算结果

犜犪犫犾犲４　犆犪犾犮狌犾犪狋犻狅狀狉犲狊狌犾狋狊狅犳狋犺犲犮狅狉狉犲犮狋犻狅狀犳犪犮狋狅狉狊犪狀犱狀狅狋犮犺狊狋狉犲狀犵狋犺狉犪狋犻狅犚狀狊狅犳狊犻犿狌犾犪狋犲犱犱犻狊犽狊

零件 部位
σｔ，ａｖｇ／

ＭＰａ
犓ｔ

σｓｐｅｅｄ，ｌｏｃａｌ／

ＭＰａ

σｂｔ，ａｖｇ／

ＭＰａ

σｂ，ｌｏｃａｌ／

ＭＰａ

狀ｃａｌ／

（ｒ／ｍｉｎ）

狀ｂｕｒｓｔ，ｔ／

（ｒ／ｍｉｎ）
犚ｎｓ 狊

盘１

盘２

Ａ

Ｂ

Ｃ

２６８．８

２０９．１

３．０３

２．７２

３．５３

８１４

７３２

７３７

１４１２ １４１２ ２００００
４０５１６

４５９３３

１．７６７

１．７８３

１．７５２

０．８３６

０．８２３

０．８５１

图６　狊与犚ｎｓ的关系

Ｆｉｇ．６　Ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐｂｅｔｗｅｅｎ狊ａｎｄ犚ｎｓ

表５　犌犎４１６９的修正因子

犜犪犫犾犲５　犆狅狉狉犲犮狋犻狅狀犳犪犮狋狅狉狅犳犌犎４１６９

狋／℃
狊

犓ｔ＝２．５ 犓ｔ＝３．０ 犓ｔ＝３．５ 犓ｔ＝４．０

２０ ０．８１２ ０．８３７ ０．８４６ ０．９１４

４００ ０．８２８ ０．９０７ ０．８００ ０．８５１

５００ ０．８８５ ０．８７８ ０．８１０ ０．７９４

６５０ ０．７８８ ０．７２６ ０．６６３ ０．６５９

３９４１
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图７　狊与犓ｔ的关系图

Ｆｉｇ．７　Ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐｂｅｔｗｅｅｎ狊ａｎｄ犓ｔ

３　算例分析

３１　计算模型

某发动机涡轮盘使用材料为ＧＨ４１６９，其轮

缘周向均布５０个榫槽，辐板处以１４个螺栓与后

面级涡轮盘相连接。由于榫槽和螺栓孔的数目不

成比例，建立了两种有限元计算模型。有限元模

型１（简称模型１）为包含一个完整的榫槽在内的

１／５０循环对称段，用于计算榫槽及盘体的应力情

况。有限元模型２（简称模型２）为去除榫槽后，包

含一个螺栓孔在内的１／１４循环对称段，用于计算

螺栓孔的应力情况。涡轮盘几何模型和有限元网

格模型见图８。

计算中考虑了离心载荷（包括模型本身离心

载荷以及等效离心外载）和热载荷（见图９），对于

模型１，叶片及锁片的离心力以等效面力的形式施

加在榫槽的工作面上，大小为４０４Ｎ／ｍｍ２；对于模

型２，叶片、锁片和榫槽的离心力以等效面力的形

式施加在切割圆柱面处，大小为１２１Ｎ／ｍｍ２。约束

篦齿端面的轴向和周向位移，同时在两周向切割

面上施加循环对称约束。

３２　应力分析

采用线弹性有限元分析，建立了表６所示的

计算工况。模型１计算得到涡轮盘周向应力

σｔ，ｔｏｔａｌ分布见图１０，各危险部位仅离心载荷作用下

的周向应力σｔ，ｓｐｅｅｄ分布见图１１。

危险部位各工况下的详细周向应力计算结果

见表７。对比工况１和工况２的榫槽和轮心的周

向应力可知，热载荷使榫槽周向压缩，使轮心撕

开，也就是说考虑了热载荷后，榫槽的应力得到释

图８　涡轮盘及其计算模型

Ｆｉｇ．８　Ｔｕｒｂｉｎｅｄｉｓｋａｎｄｔｈｅｆｉｎｉｔｅｅｌｅｍｅｎｔｍｏｄｅｌｓ

图９　涡轮盘温度分布

Ｆｉｇ．９　Ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅｆｉｅｌｄｏｆｔｈｅｔｕｒｂｉｎｅｄｉｓｋ

４９４１



　第７期 全昌彪等：考虑局部应力效应的轮盘子午面破裂转速预测

放，而轮心的应力会有增加；对比工况３和工况４

的螺栓孔的周向应力可知，由于螺栓孔的径向位

置离轮缘更近，热载荷使得螺栓孔的应力得到释

放，只是热应力相比榫槽要小。

表６　计算工况

犜犪犫犾犲６　犃狀犪犾狔狊犻狊犮犪狊犲狊

模型 工况 说明

１
１ 仅离心载荷

２ 离心载荷＋温度

２
３ 仅离心载荷

４ 离心载荷＋温度

３３　破裂转速预测

从式（３）可知，破裂转速的预测值主要与５个

因素有关，即轮盘子午面的平均周向应力σｔ，ａｖｇ、子

图１０　模型１周向应力分布

Ｆｉｇ．１０　Ｈｏｏｐｓｔｒｅｓｓｏｆｍｏｄｅｌ１

图１１　离心载荷作用下危险部位周向应力分布

Ｆｉｇ．１１　Ｈｏｏｐｓｔｒｅｓｓｏｆｃｒｉｔｉｃａｌｐｏｓｉｔｉｏｎｓｕｎｄｅｒ

ｃｅｎｔｒｉｆｕｇａｌｌｏａｄ

５９４１
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表７　危险部位周向应力

犜犪犫犾犲７　犎狅狅狆狊狋狉犲狊狊狅犳犮狉犻狋犻犮犪犾狆狅狊犻狋犻狅狀狊

工况
周向应力／ＭＰａ

榫槽 轮心 螺栓孔上缘 螺栓孔下缘

１ １０３１ ７２４

２ ３２１ ８７６

３ １３９０ １４６７

４ １０２４ １２１７

午面平均温度（狋ｔ，ａｖｇ）下的材料极限拉伸强度

σｂｔ，ａｖｇ、危险部位离心载荷作用下的周向应力

σｓｐｅｅｄ，ｌｏｃａｌ、危险部位温度（狋ｌｏｃａｌ）下的材料极限拉伸

强度σｂ，ｌｏｃａｌ以及修正因子狊。根据涡轮盘应力分布

情况，榫槽和螺栓孔处存在较大的应力集中，可考

虑榫槽、螺栓孔上缘和螺栓孔下缘３个位置的局

部应力的影响对破裂转速进行计算。由文中第

２．２节的应力分析结果得到的轮盘子午面平均周

向应力为４６０ＭＰａ，盘体平均温度为４７３℃。将３

处危险部位的最大周向应力分别与轮盘子午面平

均周向应力相比得到各自的应力集中系数犓ｔ依

次为２．２４、３．０２、３．１９，温度分别为 ５８５、４９８、

４７５℃，３个部位的修正因子狊根据图７插值获

取，分别为０．８３０、０．８７６、０．８５６。最后根据式（３）

便可求得考虑各危险部位局部应力效应后的轮盘

破裂转速，具体结果见表８。偏安全考虑，取３个

计算结果的最小值３３４２１ｒ／ｍｉｎ作为该涡轮盘的

破裂转速的预测值。

根据表８中的数据，按照式（１）的传统平均应

力法也可以很方便地求得该涡轮盘的破裂转速为

３７５５０ｒ／ｍｉｎ，比本文方法的预测值高约４０００

ｒ／ｍｉｎ，两者区别比较大。

表８　破裂转速预测结果

犜犪犫犾犲８　犘狉犲犱犻犮狋犻狅狀狉犲狊狌犾狋狊狅犳狋犺犲犫狌狉狊狋狊狆犲犲犱

方法 危险部位
σｔ，ａｖｇ

／ＭＰａ

狋ｔ，ａｖｇ

／℃

狋ｌｏｃａｌ

／℃
犓ｔ

σｓｐｅｅｄ，ｌｏｃａｌ

／ＭＰａ

σｂｔ，ａｖｇ

／ＭＰａ

σｂ，ｌｏｃａｌ

／ＭＰａ
狊

狀ｂｕｒｓｔ，ｔ／

（ｒ／ｍｉｎ）

本文方法

榫槽 ４６０ ４７３ ５８５ ２．２４ １０３１ １２０６ １１５０ ０．８３０ ３３５６７

螺栓孔上缘 ４６０ ４７３ ４９８ ３．０２ １３９０ １２０６ １２００ ０．８７６ ３３７８９

螺栓孔下缘 ４６０ ４７３ ４７５ ３．１９ １４６７ １２０６ １２０６ ０．８５６ ３３４２１

平均应力法 ４６０ ４７３ １２０６ ３７５５０

４　试验情况

该涡轮盘破裂转速测量试验在浙江大学化工

机械研究所高速旋转机械实验室ＺＵＳＴ６ＤＩ型下

立式转子高速旋转试验器上进行，如图１２所示。

试验温度为盘体平均温度４７３℃（加温精度为

±５℃），轮缘安装按离心力等效设计的５０个模

拟配重叶片。

图１２　涡轮盘试验件安装

Ｆｉｇ．１２　Ａｓｓｅｍｂｌｙｏｆｔｕｒｂｉｎｅｄｉｓｋｔｅｓｔｐａｒｔｓ

试验结果表明：试验转速升至３４３３９ｒ／ｍｉｎ，

试验件突然发生破裂，主轴振动由２μｍ突增至

７１μｍ，试验机自主降速停机，试验加载历程及振

动情况见图１３。试验结束后，打开试验腔盖后，

图１３　试验加载历程及振动情况

Ｆｉｇ．１３　Ｔｅｓｔｌｏａｄｉｎｇｃｏｕｒｓｅａｎｄｖｉｂｒａｔｉｏｎｌｅｖｅｌ

取出碎片后可以发现试验件已破裂成多块，且受

到撞击，盘体和叶片均有严重变形。图１４为试验
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图１４　破裂试验残骸

Ｆｉｇ．１４　Ｗｒｅｃｋａｇｅｏｆｔｈｅｂｕｒｓｔｔｅｓｔ

转子破裂残骸碎片。由碎片残貌可判断轮盘的破

裂方式为子午截面破裂，且轮盘的几处断裂面均

经过螺栓孔。表明螺栓孔应力集中对于涡轮盘破

裂是有重要影响的，与本文表８的结论吻合，且考

虑螺栓孔局部应力效应后给定的破裂转速预测值

略低于试验测得的破裂转速，误差仅为２．６７％。

相比之下，传统的平均应力法预测的破裂转速高

于试验值，误差为９．４％。

５　结　论

本文介绍了考虑局部应力效应的破裂转速预

测方法，采用修正因子狊来表征轮盘子午面平均

周向应力和危险部位局部应力对轮盘破裂转速的

加权影响。通过开展典型轮盘材料 ＧＨ４１６９的

光滑试样和缺口试样拉伸试验，获得与修正因子

狊相关的材料缺口强度比（犚ｎｓ），通过开展模拟盘

破裂转速测量试验，反推了出修正因子狊与犚ｎｓ的

关系，然后对某涡轮盘的破裂转速进行了预测，并

开展了试验验证，得到以下结论：

１）考虑局部应力效应的破裂转速预测方法

可应用于发生子午面破裂的轮盘的破裂转速预

测，其精度较高，本文的预测结果略低于试验值，

误差仅２．６７％。而传统的平均应力法预测结果

偏危险，对于存在应力集中部位（如辐板开孔）的

轮盘的破裂转速预测，其误差相对较大，达到了

９．４％。

２）发动机涡轮盘上一般存在多个应力集中

部位（如榫槽、螺栓孔、通气孔、端齿等），应考虑各

应力集中部位局部应力的影响分别进行计算，然

后取最小计算结果作为破裂转速预测值。

３）本文对修正因子狊的获取提供了一种分

析和试验相结合的有效方法，得出了修正因子狊

与缺口强度比犚ｎｓ的函数关系，对于航空发动机

轮盘典型的高温合金材料具有一定的借鉴意义。

４）考虑局部应力效应的轮盘子午面破裂转

速预测方法可仅根据线弹性应力结果进行计算，

其方法简单可靠，具有较高的工程实用价值。
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