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摘　 要:通过元组件矩阵试验ꎬ获取半锥角、壁厚以及定径长等不同结构参数的大尺寸结构钢

胀筒压溃吸能的准静态压缩性能数据ꎬ分析各个因素对吸能效果的影响ꎮ 分析结果表明:压溃

载荷呈随半锥角增大先减小后增大的趋势ꎬ随壁厚增加单调递增并趋于缓和ꎬ但对定径长因素

变化不敏感ꎮ 采用 ＡＢＡＱＵＳ / Ｓｔａｎｄａｒｄ建立压溃吸能结构的有限元模型并进行仿真计算ꎬ将计

算结果与试验结果进行对比ꎮ 仿真结果表明:有限元模拟与试验结果基本吻合ꎮ 利用

ＡＢＡＱＵＳ / Ｅｘｐｌｉｃｉｔ建立胀筒结构的动态压缩模型ꎬ其结果与静态压缩曲线一致ꎮ
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０　 引言

常见的结构压溃吸能方式主要有刨削式、收缩式、折
叠式和胀筒式等四种形式ꎮ 这些吸能结构在汽车、航空航

天、高速列车等领域已经得到广泛应用ꎮ 通过结构的变

形、相互作用等形式来吸收碰撞时的能量ꎬ从而起到对驾

乘人员的保护作用ꎮ
对于胀筒式压溃吸能结构ꎬＪＥ Ｗ[１]第一次提出采用

刚性锥形压头置于金属管中作为飞行器软着陆系统缓冲

器ꎮ 为了更好地理解这种缓冲器的性能ꎬ就必须研究它的

变形机理以及圆管膨胀时的吸能特性ꎮ 卢险峰等[２]利用

主应力法综合考虑扩口变形过程中多个影响因素ꎬ推导出

一组锥形模扩口成形力计算的理论公式ꎮ ＬＵ Ｙ Ｈ[３]在研

究中给出了管扩径比、管端向下比和管端应变比随扩径过

程中压头行程和速度理论表达式ꎮ ＡｌＭＥＩＤＡ Ｂ Ｐ Ｐ 等[４]

研究了界面摩擦对材料流动的影响以及材料损伤和应变

路径对断裂、起皱和局部屈曲的影响ꎮ 罗昌杰等[５]通过

试验方法研究了薄壁铝管在准静态作用下的吸能特性ꎬ分
析其工作过程中的变形机理ꎬ并提出用预处理方法来提高

缓冲器的理想吸能效率ꎬ减小缓冲力波动ꎮ 马彦婷[６]在

研究胀筒压溃吸能结构参数的同时ꎬ提出了胀筒缓冲器的

优化设计方向ꎮ 也有多位学者采用数值模拟方法研究了

薄壁方管和圆管在轴向载荷、侧向载荷作用下的塑性膨胀

吸能特性[７－１０] ꎮ 文献[１１－１２]尝试采用特殊的压模结构ꎬ
使得薄壁圆管在轴向载荷作用下ꎬ发生膨胀－劈裂组合变

形ꎬ进一步提高缓冲器的吸能能力ꎮ
前人大多研究铝合金等材料的小尺寸胀筒结构吸能

特性ꎬ 其 吸 能 效 率 高ꎬ 功 量 曲 线 饱 满ꎮ 本 文 将 对

３０ＣｒＭｎＳｉＡ材料的大尺寸胀筒结构进行准静态压缩试验

和有限元仿真ꎬ对胀筒结构压溃吸能能力进行研究ꎮ 后续

将采用胀筒压溃结构替代传统双腔油气式缓冲器的高压

腔ꎮ 这对后续研究和发展新型油气＋胀筒串联式压溃吸

能抗坠毁起落架具有重要意义和实用价值ꎮ
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１　 试验设计

１.１　 胀筒结构压溃吸能结构

胀筒式结构压溃吸能结构是依靠扩径变形过程中的

弹塑性变形和摩擦来吸收冲击能量的ꎮ 图 １ 为该结构的

工作原理图ꎮ 当外部输入的冲击载荷超过缓冲器的设计

阈值时ꎬ由于锥环的大端外径大于胀环下端的内径ꎬ在锥

环进入胀环时会出现扩径现象ꎬ外部输入的冲击能量转换

为胀环材料的弹塑性变形及组件之间的摩擦热能ꎬ从而达

到缓冲吸能的目的[５] ꎮ
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图 １　 胀筒压溃吸能结构原理图

根据文献[２－１３]可得ꎬ未考虑定径长度ꎬ压溃缓冲力

表达式为
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式中:Ｒ１、Ｒ２ 分别为扩径前、后胀筒的中径ꎻｔ 为胀筒壁厚ꎻ
∂为胀筒的半锥角ꎻｋｅ 为扩径系数ꎬｋｅ ＝ Ｒ２ / Ｒ１ꎻμ 为摩擦系

数ꎻＫ 为材料的强度系数ꎻｎ 为材料硬化指数ꎮ
根据文献[１４]考虑定径长ꎬ压溃缓冲力表达式为
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其中:σｓ 为 ３０ＣｒＭＮＳｉＡ材料的屈服强度ꎻｌ 为定径段长度ꎮ

１.２　 试验准备

根据胀筒扩径原理以及上述两种理论计算方法ꎬ影响

胀筒轴向载荷的主要因素有胀筒的壁厚、初始直径、扩后

直径、胀筒的半锥角、定经段长度以及材料的摩擦系数、屈
服极限等ꎮ 本文将选取半锥角、壁厚、定径长 ３ 个因素进

行研究ꎮ 试验所用的胀筒结构模型及主要尺寸如图 ２ 所

示ꎬ胀筒材料选取飞机制造业中使用最广泛的一种调制钢

３０ＣｒＭｎＳｉＡꎬ材料基本参数如表 １ 所示ꎮ 胀筒结构变形前

中径 Ｒ１ ＝ ５５ｍｍꎬ变形后中径 Ｒ２ ＝ ６０ｍｍꎬ采用控制变量

法ꎬ分别对壁厚从 ２ｍｍ~３ｍｍ、半锥角从 １０° ~２０°、定径段

长度从 ４０ｍｍ~８０ｍｍ进行准静态压缩试验ꎮ 试验件的具

体变化参数如表 ２所示ꎮ
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图 ２　 试验结构的主要尺寸

表 １　 ３０ＣｒＭｎＳｉＡ 材料参数表

材料
屈服强度
σｓ / ＭＰａ

抗拉强度
σｂ / ＭＰａ

弹性模量
Ｅ / ＧＰａ

泊松比
ν

密度
ρ / (ｇ∙ｃｍ－３)

３０ＣｒＭｎＳｉＡ ８３５ １ ０８０ ２００ ０.３ ７.７５

表 ２　 试验件明细表

胀筒编号
半锥角
α / (°)

壁厚
ｔ / ｍｍ 锥杆编号

半锥角
α / (°)

定径长
ｌ / ｍｍ

ＫＴ－２２１０－１ １０ ２.５０ ＫＴ－４０００－１ １０.０ ６０

ＫＴ－２２１０－２ １２.５ ２.５０ ＫＴ－４０００－２ １２.５ ６０

ＫＴ－２２１０－３ １５ ２.５０ ＫＴ－４０００－３ １５.０ ６０

ＫＴ－２２１０－４ １７.５ ２.５０ ＫＴ－４０００－４ １７.５ ６０

ＫＴ－２２１０－５ ２０ ２.５０ ＫＴ－４０００－５ ２０.０ ６０

ＫＴ－２２２０－１ １５ ２.００ ＫＴ－４０００－６ １５.０ ６０

ＫＴ－２２２０－２ １５ ２.２５ ＫＴ－４０００－７ １５.０ ６０

ＫＴ－２２２０－３ １５ ２.７５ ＫＴ－４０００－８ １５.０ ６０

ＫＴ－２２２０－４ １５ ３.００ ＫＴ－４０００－９ １５.０ ６０

ＫＴ－２３２０－１ １５ ２.５０ ＫＴ－４０００－１０ １５.０ ４０

ＫＴ－２３２０－２ １５ ２.５０ ＫＴ－４０００－１１ １５.０ ５０

ＫＴ－２３２０－３ １５ ２.５０ ＫＴ－４０００－１２ １５.０ ７０

ＫＴ－２３２０－４ １５ ２.５０ ＫＴ－４０００－１３ １５.０ ８０

２　 试验

对胀筒式压溃吸能结构进行压缩试验研究ꎬ主要研究

其在准静态压缩条件下的缓冲性能ꎮ 所有试验均在室温

２０ ℃、相对湿度 ５０％的条件下进行ꎬ在静压曲线试验台上

以 ３ｍｍ / ｍｉｎ的稳态压缩速度完成ꎮ

２.１　 半锥角影响因素试验

半锥角影响因素试验分别完成了 １０.０°、１２.５°、１５.０°、
１７.５°、２０.０° ５种不同半锥角胀筒的扩径试验ꎬ试验件的其

他尺寸参数见图 ２及表 ２ꎮ 图 ３为半锥角 ２０°的胀筒结构

的压缩过程ꎮ 图 ４给出了不同半锥角的胀筒结构在准静
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态压缩下的载荷－位移曲线ꎮ 从载荷－位移曲线可以看

出ꎬ当锥杆下部初次接触胀筒待变形区时ꎬ载荷迅速增加

达到一个峰值ꎬ随着锥杆的侵入ꎬ变形量的增加ꎬ载荷逐渐

减小ꎬ然后达到一个稳定水平ꎬ出现一个平台区ꎬ载荷波动

较小ꎬ可以有效吸能ꎬ使被保护的对象得到有效保护ꎮ

图 ３　 胀筒结构的压溃过程
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图 ４　 不同半锥角胀筒扩径试验曲线

前文分析过ꎬ胀筒压溃结构吸能缓冲器缓冲力的主要

来源是胀筒弹塑性变形产生的扩径力以及锥杆和胀筒之

间接触产生的摩擦力ꎮ 在参数不同的情况下ꎬ有些是扩径

力起到主导作用ꎬ另一些是摩擦力起到主导作用ꎮ 在半锥

角不同的情况下ꎬ变径段长度发生变化ꎬ导致接触面积发

生变化ꎬ接触面积与半锥角呈负相关关系ꎬ半锥角越小ꎬ接
触面积越大ꎮ 如图 ５ 所示ꎬ半锥角在 １５.０°、１７.５°、２０.０°
时ꎬ压溃载荷随半锥角的增加而缓慢增大ꎬ可见此时扩径

力为主导因素ꎻ半锥角为 １０.０°时接触面积最大ꎬ稳定压溃

载荷也明显偏大ꎬ可见此时压溃载荷由摩擦力占主导作

用ꎬ但整体上在 １０.０° ~２０.０°小范围内ꎬ半锥角变化对压溃

载荷的影响较小ꎮ
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图 ５　 不同半锥角胀筒稳定压溃

载荷变化图

２.２　 壁厚影响因素试验

壁厚影响因素试验分别完成了 ２. ００ ｍｍ、２. ２５ ｍｍ、
２.５０ ｍｍ、２.７５ ｍｍ和 ３.００ ｍｍ ５种不同壁厚胀筒的扩径试

验ꎬ试验件的其他尺寸参数见图 ２ 及表 ２ꎮ 图 ６ 给出了不

同壁厚的胀筒结构在准静态压缩下的载荷－位移曲线ꎮ
如图 ７所示ꎬ随着胀筒厚度的增加ꎬ相同的扩径量下ꎬ扩径

材料增多ꎬ于是胀筒的压溃载荷也随之增大ꎮ 当胀筒壁厚

从 ２.００ ｍｍ增加到 ２.７５ ｍｍ的过程中ꎬ胀环的压溃载荷呈

线性上升趋势ꎮ 当胀筒壁厚从 ２.７５ ｍｍ 增加到 ３.００ ｍｍ
时ꎬ压溃载荷的增幅较小ꎮ 这可根据金属弹塑性理论对此

作出解释ꎬ当胀筒扩径导致材料的应变增大到一定程度ꎬ
应力超过 σｂ点后ꎬ金属将由均匀塑性变形转向局部集中

塑性变形ꎬ应力开始下降ꎬ导致压溃载荷增幅减缓ꎮ
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图 ６　 不同壁厚胀筒扩径试验曲线
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图 ７　 不同壁厚胀筒稳定压溃载荷变化图

２.３　 定径长影响因素试验

定径段长度影响因素试验分别完成了 ４０ｍｍ、５０ｍｍ、
６０ｍｍ、７０ｍｍ、８０ｍｍ ５种不同定径长度胀筒的扩径试验ꎬ
试验件的其他尺寸参数见图 ２ 及表 ２ꎮ 图 ８ 给出了不同

定径长的胀筒结构在准静态压缩下的载荷－位移曲线ꎮ
图 ９展示了胀筒稳定压溃载荷随定径长变化的变化趋势ꎬ
从趋势上看ꎬ稳定载荷基本相同ꎮ 该趋势是由于半锥角的

存在ꎬ锥杆变径带和定径带过渡段存在局部几何突变ꎬ金
属材料的塑性形变在此处不会完全贴合锥杆的外表面ꎬ导
致胀筒的实际扩径量会略大于设计扩径量ꎮ 因此定径带

的外表面几乎不会与胀筒的内壁接触ꎬ即定径带的长度对

压溃载荷的影响不大ꎮ 但定径长过小易失稳导致初始压

溃载荷偏大ꎮ 在设计过程中只要保证定径带长度满足强

度要求且不发生失稳情况即可ꎮ
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图 ８　 不同定径长胀筒扩径试验曲线
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图 ９　 不同定径长胀筒稳定压溃载荷变化图

３　 有限元模拟

３.１　 模型建立

模拟实验采用 ＡＢＡＱＵＳ / Ｓｔａｎｄａｒｄ 有限元分析ꎬ模型

中胀筒结构采用三维可变形壳单元ꎬ锥杆为三维实体单

元ꎬ本文不考虑其变形ꎬ在相互作用中将锥杆赋予刚体约

束ꎬ下底板采用离散刚体ꎮ 材料属性中输入表 １中相关的

密度、弹性属性ꎬ塑性数据ꎬ按图 １０[１５]进行相应处理ꎮ 分

析步中建立一个静力通用分析步ꎮ 相互作用环节ꎬ胀筒与

锥杆之间设置面面接触ꎬ接触属性法向行为设为硬接触ꎬ
切向行为摩擦为罚摩擦ꎬ摩擦系数取 ０.１８ꎮ 同时胀筒在变

形过程中存在自接触现象ꎬ对胀筒自身设置一个自接触ꎬ
接触属性同上ꎮ 胀筒下端与下底板之间设置绑定约束ꎬ防
止胀筒在压缩过程中发生侧向位移ꎮ 约束和加载方式:选
择下底板的刚体参考点ꎬ约束全部自由度ꎬ约束锥杆的 ２
个平动自由度和 ３ 个转动自由度ꎬ同时给一个向下

４００ｍｍ的位移约束ꎬ确保锥杆可以垂直下压ꎮ 三维壳体

的网格划分选用 Ｓ４Ｒ单元ꎬ锥杆的网格划分选用 Ｃ３Ｄ１０

单元ꎬ下底板的网格划分选用 Ｒ３Ｄ４单元ꎮ 网格划分完成

后ꎬ对网格进行质量检查ꎬ有限元模型如图 １１所示ꎮ

1 177

883

588

294

σ/
M

Pa

ε/%
0 0.4 0.8 1.2 1.6 2.0 2.4 2.8 3.2

图 １０　 ３０ＣｒＭｎＳｉＡ 材料压缩

应力－应变曲线

　 　 　
图 １１　 胀筒压溃吸能

结构的有限元模型

３.２　 胀筒结构压溃结果分析

如图 １２所示ꎬ锥杆缓慢下压ꎬ锥杆的下端先与胀筒的

导向部分接触ꎬ随后锥杆的定径段进入胀筒ꎬ胀筒受到挤

压ꎬ接触位置应力达到屈服强度ꎬ发生塑性变形ꎮ

+DF:DD 202+DF:DD 202
+DF:DD 202 +DF:DD 202

图 １２ 胀筒压溃吸能结构压溃过程及应力变化

对上述扩径前中径为 ５５ｍｍꎬ扩径后中径为 ６０ｍｍ 的

胀筒ꎬ选取 ＫＴ－ ２２１０－ ２、ＫＴ－ ２２１０－ ３、ＫＴ－ ２２２０－ ３、ＫＴ－
２３２０－３四组工况代入 １.１中式(１)、式(２)进行理论计算ꎬ
并将计算结果、仿真结果与试验结果进行对比ꎬ结果如表

３所示ꎮ 同时还选取了编号 ＫＴ－２３２０－３ 胀筒和编号 ＫＴ－
４０００－１２锥杆试验压溃载荷－位移曲线和仿真压溃载荷－位移

曲线进行对比ꎬ结果如图 １３所示ꎮ 仿真得到的曲线变化趋势

与试验曲线相近ꎬ载荷先快速增加达到一个峰值ꎬ随后载荷逐

渐减小ꎬ达到一个较为稳定的水平ꎬ出现一个平台区ꎮ

表 ３　 理论计算与仿真、试验结果对比

工况编号
试验值 方法一 方法二 有限元方法

试验稳定载荷 / Ｎ 计算值 / Ｎ 计算偏差 / ％ 计算值 / Ｎ 计算偏差 / ％ 仿真稳定载荷 / Ｎ 计算偏差 / ％

ＫＴ－２２１０－２ １８４ ８３６.３ ２０８ ５７５.５ 　 １２.８ ２４１ ８１９.１ ３０.８ １９０ ６５０.７ ３.１５

ＫＴ－２２１０－３ １８３ ８１１.４ １９１ ６１７.５ ４.２５ ２３３ １１５.３ ２６.８ １８８ ６０５.１ ２.６１

ＫＴ－２２２０－３ ２１１ ５３０.９ ２１０ ７７９.３ －０.３６ ２５６ ４２６.８ ２１.２ ２１２ ０８７.９ ０.２６

ＫＴ－２３２０－３ １８５ ２６０.７ １９１ ６１７.５ ３.４３ ２４９ １７４.３ ３４.５ １８８ ６６２.６ １.８４
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图 １３　 试验与仿真载荷－位移曲线对比

　 　 综合对比表 ３和图 １３数据ꎬ本文所建立的大尺寸胀

筒压溃吸能结构有限元模型仿真计算结果与方法一理论

计算结果和试验实测结果的契合度都比较高ꎬ说明了建

模的正确性ꎮ 但根据方法二ꎬ考虑定径段长度时ꎬ扩径成

形力计算结果与试验值偏差普遍超过 ２０％ꎮ 分析其原

因是因为该方法推导的计算公式只适用于小半锥角的情

况ꎮ 通过仿真绘制胀筒上节点轨迹ꎬ发现由于较大半锥

角的存在ꎬ胀筒实际扩径量略大于设计值ꎬ导致锥杆的定

径段外表面不会完全接触胀筒内壁ꎮ 在此基础上ꎬ本文

做了半锥角为 ５°情况下的有限元仿真ꎬ结果稳定压溃载

荷约为３４１ ９３０.２４ Ｎꎬ而用方法二计算得到的扩径力为

３０７ ５３５.２７ Ｎꎬ二者的偏差为 １０.０６％ꎮ 综合对比仿真数

据和试验数据ꎬ仿真数据一般略大于试验数据ꎬ故该计算

值与真实试验值的偏差应该<１０％ꎮ 综上所述ꎬ在本文

研究的半锥角范围内ꎬ定径段的长度对压溃载荷的影响

不大ꎮ
最后ꎬ给出所有仿真和试验胀筒扩径稳定压溃载荷对

比图(图 １４－图 １６)ꎬ仿真结果和试验值之间的偏差都控

制在 １０％以内ꎬ符合工程标准ꎮ
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图 １４　 半锥角影响因素试验与仿真载荷对比
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图 １５　 壁厚影响因素试验与仿真载荷对比
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图 １６　 定径长影响因素试验与仿真载荷对比

４　 动态冲击下的吸能研究
作为起落架抗坠毁部段结构ꎬ胀筒结构主要承受冲击

载荷ꎬ有学者做过相关研究[１６] ꎬ证明薄壁管压溃扩径的缓

冲力对压溃速度不敏感ꎮ 本文在此基础上ꎬ对编号为

ＫＴ－２０１０－３的胀筒ꎬ采用 ＡＢＡＱＵＳ / Ｅｘｐｌｉｃｉｔ 建立动态仿真

模型ꎬ在 １０ｍ / ｓ的速度冲击下ꎬ压溃载荷位移曲线如图 １７
所示ꎬ与静态条件相比ꎬ二者的变化趋势基本一致ꎬ稳定压

溃载荷相差在 １.８％左右ꎮ 因此可用准静态压溃的试验值

进行动态压溃情况分析ꎮ
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图 １７　 动静态仿真下胀筒载荷－位移曲线对比图

５　 结语

本文通过试验研究了大尺寸结构钢胀筒压溃吸能结

构的性能ꎬ采用控制变量法研究了半锥角、壁厚以及定径

段长度 ３个因素对胀筒压溃吸能效果的影响ꎬ并给出了合

理的理论解释ꎮ 文中还建立了胀筒压溃吸能结构的有限

元模型ꎬ其仿真计算结果与试验结果基本吻合ꎬ对后期胀

筒结构力学性能研究和结构优化设计有着积极的作用ꎮ
本文的研究对压溃式吸能抗坠毁起落架的设计以及结构

参数选取具有一定的参考价值和指导意义ꎮ
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负攻角区域和吸力面正攻角区域的出现ꎬ同时也代表了扩

压器进口气流在压力面发生分离ꎬ并向吸力面偏转ꎮ 在径

向间隙较小时ꎬ可以明显观察到尾迹流体(正攻角区域)
跟随叶轮尾缘ꎬ在靠近扩压器前壁位置从吸力面向压力面

移动ꎮ 压力面附近的负攻角区域流体在与尾迹流体的掺

混过程中ꎬ周期性地出现或消失ꎮ 进口气流在压力面发生

的分离变为暂时性的ꎬ分离区内不断有尾迹中的正攻角流

体填充进来ꎬ负攻角区域流体只能稳定出现在靠近扩压器

后壁的位置ꎮ
非定常攻角的对比反映了径向间隙较小时ꎬ由于尾迹

流体对扩压器压力面的分离区周期性地填充ꎬ抑制了扩压

器进口压力面的分离ꎬ从而导致扩压器压力面的卸载ꎮ 而

在径向间隙较大时ꎬ由于掺混过程更充分ꎬ扩压器进口的

流动更偏向径向ꎬ导致压力面的卸载作用减弱ꎬ流动分离

更强ꎮ

４　 结语

１)不同径向间隙下等熵效率在工作点 Ｐ１和 Ｐ２附近

几乎相等ꎮ 在径向间隙较小时ꎬ离心压气机的总压比

较大ꎮ
２)在工作点附近ꎬ不同径向间隙下扩压器的总压损

失系数几乎相等ꎬ而在较小径向间隙时ꎬ静压恢复系数较

高ꎬ这反映出较小径向间隙时扩压器叶片通道拥有更好的

扩压能力ꎮ
３)根据扩压器出口总压分布ꎬ径向间隙较小时ꎬ扩压

器压力面的卸载导致了扩压器叶片通道扩压能力的提升ꎮ
４)径向间隙较小时ꎬ尾迹流体对扩压器压力面的分

离区域周期性的填充ꎬ抑制了扩压器进口压力面的分离ꎬ
从而导致了扩压器压力面的卸载ꎮ 径向间隙较大时ꎬ由于

掺混过程更充分ꎬ扩压器进口的流动更偏向径向ꎬ导致压

力面的卸载作用减弱ꎬ流动分离更强ꎮ
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