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冲击载荷下自增强身管残余应力变化规律
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  摘要:基于有限元分析方法,建立速射火炮身管截面的有限元模型,采用直接耦合的方法,模拟了承受热

应力和火药燃气压力的自紧身管在先50连发、冷却后再连发10发过程中身管的残余应力,得到并分析了残

余应力的变化规律,指出内壁薄层的塑性变形和残余应力的反复变化,不利于内壁的稳定,还提出了减小残余

应力变化程度的策略。
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  速射武器身管在发射过程中随着连发数的增加,热应力逐渐成为影响身管应力的主要因素。虽然

自紧残余应力可以有效抵消部分火药燃气压力,但同时又与热应力的方向相同,使身管内的压缩切向应

力提高,使身管产生塑性变形,从而使局部区域的应力重分布。姚建军等[1]、佘建生[2]采用间接耦合的

方法,分析了不考虑屈服时速射武器身管在火药燃气压力和温度共同作用下的温度和应力。胡振杰[3]

分析了大口径火炮连发时身管的应力,但由于射速很低,与速射火炮身管应力有很大不同。火药燃气压

力和热应力对身管的作用是瞬态冲击,因此采用直接耦合的方法和足够小的计算时间间隔,有利于充分

地将这两者对身管的瞬态动力响应计算出来。本文中,针对速射火炮镀铬自紧身管(射速800min-1),
考虑火药燃气和热应力作用,使用Ansys有限元分析软件,建立身管膛压最高处截面的平面有限元模

型,采用直接耦合方法,模拟连发过程中自紧身管的应力和塑性变形,分析残余应力的变化规律。

1 热结构耦合基本方程

  火炮在发射时,身管承受强烈的热冲击和压力载荷冲击作用,热结构耦合问题基本方程包括考虑身

管结构变形的热传导方程和考虑惯性效应的热弹性方程。

  根据热力学和传热学关系,可导出热传导基本方程式[4]
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式中:Q 为单位时间内吸收的热量;T0 为物体初温;e=εx+εy+εz,为总应变;β为热应力系数;k为传热

系数;c为比热容;ρ为材料密度。
根据热弹性理论,由运动方程、几何方程和物理方程,建立热弹性理论位移法基本方程式
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式中:λ和G 为拉梅系数。
在采用直接耦合法求解热弹性问题时,必须联立求解热传导方程式和热弹性基本方程式。

2 直接耦合分析模型及实现方法

2.1 身管有限元模型

  身管由炮钢基体和极薄的铬层组成。炮钢物性参数为[5]:密度ρ=7833kg/m3,传热系数k=
40W/(m2·K),泊松比μ=0.3,比热容c=460.0J/(kg·K),热膨胀系数α=1.25×10-5K-1,弹性模

量E=206GPa,屈服应力σs=1GPa,切线模量ET=20.6GPa。镀铬层是硬脆性材料,假设铬层未发生

图1 身管有限元模型

Fig.1Finiteelementmodelofbarrel

塑性变 形,物 性 参 数 为:密 度ρ=7190kg/m3,传 热 系 数 k=
67W/(m2·K),泊松比μ=0.3,比热容c=460.5J/(kg·K),热膨

胀系数α=6.2×10-6K-1,弹性模量E=254GPa。铬层的传热系

数、弹性模量和热膨胀系数与炮钢的差别较大。
以身管最高膛压截面作为研究对象,并假设身管内外壁光滑无

损伤。材料采用双线性随动强化模型,不考虑材料性能随温度的变

化。由于对称性,选用该截面四分之一模型,铬层与基体模型通过命

令GLUE连接在一起。因内壁温度载荷的剧烈变化,对身管内壁薄

层进行细化。单元选用热-结构直接耦合平面单元plane13,取身管

应力状态为平面应力,有限元模型如图1。

2.2 边界条件的确定

  身管边界条件有内壁火药燃气压力(见图2)、内壁环境温度、内壁对流放热系数和外壁对流放热系

数、外壁环境温度,为简化取外壁环境温度为293K。通过 APDL语言[6]将边界条件的计算写入到

ANSYS命令流中计算,实现多次连发模拟。
内弹道时期火药燃气的温度

Tg(t)=[1-(K-1)φqv2(t)/(2fωψ)]T1

式中:v(t)为弹丸运动速度;K 为绝热指数;ω为装药量;f为火药力;φ为虚拟系数;q为弹丸质量;ψ为

火药燃去部分百分比;T1 为火药爆温[2]。后效期温度[7]

Tgh(t)=Tgh0(1+Bt)-2

式中:B 为流动强度指数,B=K-1
2

vg
lg
。射击间隔,身管后膛已经开闩,火药燃气已基本上从炮口流出,

空气流入身管内并流动,故将身管内气体温度简化为环境温度293K。

  火药燃气的放热系数

h=0.5r1cpρv
式中:cp 为火药燃气的定压比热容,cp=1.799kJ/(kg·K);ρ、v为火药燃气的密度和速度;r1 为摩擦因

数,r1=(A+4lgd)-2,d的单位为cm,A 为经验常数,A=13.2[8-9]。内壁对流放热系数如图3所示。

图2 火药燃气压力时间曲线

Fig.2Pressure-timecurveofpowdergas

图3 火药燃气放热系数曲线

Fig.3Convectioncoefficientofpowdergas
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  射击间隔,身管内空气对流放热系数

Nu=c(Gr·Pr)n =α1d/λ
式中:格拉晓夫相似准则Gr=gβΔTd3/ν2;取常数c=0.54,n=0.25;λ、ν为空气的热导率、运动粘度;α1
为空气的对流换热系数;β为空气的容积膨胀系数,β=1/(T+273);T 为定性温度,T=(T0+Tb)/2;

ΔT 为身管冷却开始时内表面与环境的温度差。

2.3 自紧残余应力模拟方法

  生产中自紧残余应力产生的过程,在模拟中通过加卸载、镀铬3个过程来实现。第1步,采用生死

单元技术,杀死内壁铬层单元,在基体内表面上施加自紧压力,计算;第2步,在基体内表面施加大小为

零的压力,计算;第3步,激活铬层单元。这其中需要在分析前关闭时间效应积分,这样身管内就产生了

残余应力。

3 分析讨论

  分析过程是:先分析身管30%自紧后产生的残余应力;然后分析自紧身管在50连发过程中身管的

塑性变形,以及冷却后残余应力的变化;最后分析再连发10发过程中的塑性变形,和冷却后的残余应力

的变化。

3.1 连发过程中身管温度变化

  图4是连发过程中不同半径处的温度变化曲线,l为距内壁距离。可以看出,内壁瞬时温度很高,

图4 温度时间曲线

Fig.4Thetemperature-timecurve

在800~1200K,而且沿半径方向温度差距较大。
说明热量的传播速度相对于射速来说比较小,径向

较大的温度差使得内壁存在较大的热应力。

3.2 连发过程中塑性变形变化

  图5是50连发过程中等效塑性应变的变化。
可以看出,身管内壁约1.37mm的薄层发生了较大

的塑性应变,而且在约0.61mm内壁薄层塑性应变

经历了先减小后增大的过程,塑性应变趋于稳定。
残余应力发生了重新分布。图6是冷却后再连发

10发过程,约0.37mm薄层又发生了塑性变形,残
余应力又进行了重新分布。这说明连发过程中,身
管在自紧残余应力、热应力和火药燃气压力作用下

身管发生持续反复的塑性变形。

图550连发过程中等效塑性应变时间曲线

Fig.5Theequivalentplasticstrain-timecurve
intheprocessof50continuousemission

图6 后续10连发过程中等效塑性应变时间曲线

Fig.6Theequivalentplasticstrain-timecurve
intheprocessof10continuousemissionaftercooling
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3.3 连发过程中身管应力变化

  图7是不同半径处的应力时间曲线,可以看出内壁薄层(约1.37mm)的最大应力在若干连发后便

在材料的屈服强度1GPa附近。而且沿半径方向应力差距较大。由于热应力和起始残余应力的作用,
使内壁存在较大的压缩切向应力,发生压缩屈服,身管的残余应力进行了重新分布。

图7 等效应力时间曲线

Fig.7Stress-timecurvesintheradialorientation

3.4 不同发射状态塑性应变变化

  图8是不同发射状态身管塑性应变对比。可以看出,整个过程中塑性变形变化的区域在内壁约

2.3mm内。50连发过程中,随着连发数的增大拉伸切向塑性应变逐渐减小,直至转变为压缩塑性应

变,压缩径向塑性应变逐渐减小,拉伸轴向塑性应变逐渐增大,而且越靠近内壁变化越大。这主要是热

应力逐渐增大的结果。再连发10发后,内壁约0.5mm薄层塑性应变又发生了变化,其中压缩切线塑

性应变减小,压缩径向塑性应变增大,拉伸轴向塑性应变减小。

图8 不同发射状态等效塑性应变

Fig.8Plasticstrainsunderdifferentconditions
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3.5 不同发射状态残余应力变化

  图9是不同发射状态的残余应力对比。可以看出,50连发冷却后压缩径向残余应力减小,并且内

壁局部区域转变为拉伸径向残余应力,在距内壁约2mm身管压缩切向残余应力减小,局部区域转变为

拉伸残余应力,在2mm以外压缩切向残余应力增大。冷却后再连发10发冷却后,残余应力变化不大,
只是内壁约0.5mm的身管内拉伸切向残余应力大幅减小。

首先,自紧残余应力抵消了部分火药燃气压力的作用,不会产生塑性变形,然后,随着温度的升高和

连发数的增加,热应力逐渐增大,并与自紧残余应力叠加,使得这一薄层内的应力很快超出了材料的屈

服极限,产生了压缩切向塑性变形,从而切向残余应力发生变化。在后续10连发过程中,由于火药气体

压力使身管产生拉伸切向应力,它与拉伸切向残余应力相叠加。因此在第一发时身管内壁薄层的拉伸

切向残余应力最大,已经超出了材料的屈服强度,发生拉伸切向屈服变形,残余应力又进行了重新分布。
在这10连发中,重新分布的残余应力已经不能再抵消热应力,身管屈服,如图8所示,第8发时紧贴交

界面基体又发生塑性变形来抵消热应力。从这个分析可以看出,身管内壁发生了反复的塑性变形。

图9 不同发射状态残余应力

Fig.9Residualstressesunderdifferentconditions

4 结 论

  (1)残余应力变化的原因:逐渐增大的热应力与初始残余应力的叠加引发了压缩的切向塑性应变,
在内壁薄层区域产生了与火药燃气压力方向相同的残余应力,再次发射时与火药燃气压力相叠加,发生

反向屈服。可以预测,随着热应力的增大,这一薄层还要发生塑性变形,残余应力还要变化,来维持身管

应力的稳定。可以说,热应力是残余应力变化的主要原因,只要热应力趋于稳定,残余应力也会趋于稳

定,塑性趋于也趋于稳定。
(2)残余应力的变化规律:一定连发数后,压缩径向残余应力减小,并且内壁局部区域转变为拉伸径

向残余应力,在距内壁约2mm身管压缩切向残余应力减小,局部区域转变为拉伸残余应力,在2mm
以外压缩切向残余应力增大;冷却后再连发一定发数后,残余应力变化不大,只是内壁约0.5mm身管

内拉伸切向残余应力大幅减小。塑性应变的反复变化加剧材料的疲劳,产生损伤以及宏观裂纹。合理

利用塑性变形,既可调整身管的应力分布,又能使身管材料稳定。
(3)减小残余应力变化程度的策略:控制一次连发数,减小内壁的塑性变形;采用较小的自紧度,减

小内壁薄层的应力;采用一定的冷却方式,减小热应力的大小;采用高强度炮钢,减少塑性变形。
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Residualstressvariationinanautofrettagedbarrelunderimpactload*
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Abstract:Basedonthefiniteelementanalysissoftware,afiniteelementmodelwasestablishedforthe
rapid-firingguncross-sectiontoexploretheresidualstressintheautofrettagedbarrel,whichwasin-
fluencedbythehigh-temperature,high-pressureandhigh-speedexplosivegaswhenshooting.And
thedirectcouplingmethodwasemployedasasolvingstrategytoanalyzetheresidualstressintheau-
tofrettagedbarrelintheprocessof50continuousshotsfirstand10shotsaftercooling.Investigated
resultdisplaysthattherepeatedchangingoftheplasticstrainandresidualstressintheinnerwallis
harmfultothestabilizationoftheinnerwall.Andthemeasureswereputforwardtoreducethe
changeoftheresidualstress.
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