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纤维缠绕气瓶设计分析
①

陈 汝 训
(中国航天科技集团公司四院四十一所 ,西安　710025)

　　摘要 :讨论了具有金属内衬的纤维缠绕气瓶在加压和卸压过程中的变形特性。依据网格理论 ,给出了纤维缠绕壳体的

设计方法。对塑性性能良好的金属材料内衬 ,可用强度理论中的最大正应变准则进行强度设计。推导出气瓶卸压时内衬

不失稳所应满足的条件。为使卸压时内衬不失稳 ,内衬与纤维缠绕壳体之间应有足够的粘接强度 ,而且内衬的壁厚应越薄

越好。对壁厚较薄的内衬 ,给出了气瓶卸压时内衬不失稳的最小粘接强度的确定方法。算例表明 ,文中给出的设计分析方

法 ,可用于具有金属内衬纤维缠绕气瓶的初步设计。
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Design analysis on the f ilament2wound gas cylinder

CHEN Ru2xun
( The 41 st Institute of the Fourth Academy of CASC, Xi’an　710025, China)

Abstract: The deformation characteristics of the filamem t2wound gas cylinder with a metal internal liner during p ressurization

and p ressure relief p rocesses were discussed. Based on netting theory, design method for the filamem t2wound case was p resented. For

the metal internal liner with excellent p lastic p roperty, the maximum normal strain criterion in strength theory can be used for

strength design. The unbuckling conditions for internal liner during p ressure relief p rocess were derived. In order to make internal

liner unbuckling, there should exist enough bonding strength between internal liner and the filamem t2wound case. Moreover internal

liner should be as thin as possible. For the thiner internal liner, determ ination method of the m inimum bonding strength to ensure in2
ternal liner unbuckling was given. The calculation examp les show that the above method can be used for the p relim inary design of the

filament2wound gas cylinder with a metal internal liner.
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1　引言
随着纤维复合材料的发展和应用 ,航空和航天用

金属材料气瓶逐渐被纤维缠绕气瓶所取代 ,尤其是炭

纤维缠绕气瓶 ,近年来在航空和航天领域里得到广泛

应用。纤维缠绕气瓶多采用塑性良好的铝合金或钛合

金薄壁壳体作为内衬 ,该壳体既起密封作用 ,又是气瓶

缠绕成型时的芯模。因此 ,纤维缠绕气瓶设计必须同

时考虑纤维缠绕壳体和内衬壳体结构 ,及其在内压作

用下的相互作用。

气瓶的纤维缠绕结构设计可采用网格理论方法。

对于塑性良好的铝合金或钛合金 ,其强度极限较低 ,在

计算纤维缠绕气瓶的爆破压强时可忽略内衬的作用 ,

直接由网格理论方法确定纤维缠绕壳体的壁厚。文献

[ 1 ]指出 ,具有金属内衬的纤维缠绕气瓶在内压作用

下 ,纤维缠绕壳体还在弹性范围时 ,内衬已产生较大的

塑性变形。因此 ,应采用塑性较好的材料作内衬 ,且允

许内衬在塑性范围内工作。这样一来 ,内衬设计宜采

用最大正应变理论进行强度校核。另外 ,气瓶使用时

要经历加压和卸压等加载过程。充气加压至最大压强

时 ,内衬发生较大的塑性变形 ,而纤维缠绕壳体仅发生

弹性变形 ,卸压后该弹性变形得以回复 ,而产生塑性变

形 (不能回复 )的内衬直径增大 ,结果将承受一定的外

压作用。如果内衬与纤维缠绕壳体之间粘接不牢固 ,

或有局部脱粘、弱粘等缺陷 ,往往会使内衬在外压作用

下失稳而出现塌陷的鼓包 ,当气瓶再次充压时 ,鼓包又

被压回 ,卸压后 ,鼓包又出现 ,如此反复充压、卸压 ,会
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使内衬在低周疲劳下破坏。由此可见 ,对具有金属内

衬的纤维缠绕气瓶 ,分析其在内压作用下的变形及内

衬失稳条件 ,是纤维缠绕气瓶设计的重要任务。

2　纤维缠绕壳体设计分析
纵向加环向纤维缠绕圆筒 (以下简称“纤筒”)形

气瓶 (图 1)设计的关键是确定其壁厚。在满足均衡型

缠绕条件下 ,其壁厚由式 (1)给出 [ 2 ]。

图 1　纤维缠绕气瓶示意图

F ig. 1　Schema tic d iagram of the f ilam en t2wound ga s cylinder

hfα =
rpb

2σfb cos
2α

hfθ =
rpb

2σfb

(2 - tan2α)

(1)

式中　hfα和 hfθ分别为纤筒的纵向和环向纤维厚度 ; r

为纤筒的内半径 (即内衬的外半径 ) ;α为纵向螺旋缠

绕角 ; pb为要求气瓶达到的爆破压强 ;σfb为纤维发挥

强度。

将式 (1)中的两式相加 ,得纤维总厚度 :

hf = hfα + hfθ =
3 rpb

2σfb

(2)

　　式 (2)表明 ,在均衡型缠绕条件下 ,纤筒的纤维总

厚度仅与圆筒半径 r、爆破压强 pb和纤维发挥强度σfb

有关 ,与纵向缠绕角α无关。由式 (1)可见 ,缠绕角只

决定纵向和环向纤维厚度的分配。

由式 (2)不难得出纤维 /基体复合后的纤筒壁厚

为

h = hf /Vf =
3 rpb

2σfbVf

(3)

式中　Vf为纤维的体积百分比含量。

将式 (1)的两式相除 ,得

λθα = hfθ / hfα = 3cos
2α - 1 (4)

　　式 ( 4)说明 ,在均衡型缠绕条件下 , hfα、hfθ和 α 3

个量不能随意给定 ,它们必须满足式 (4)。

为了气瓶的安全使用 ,要求气瓶爆破不能在封头

发生。为此 ,宜采用椭球比较小 (一般不大于 1. 7)的

封头。另外 ,由于封头与纤筒纵向缠绕同时成型 ,为使

封头得以加强 ,增加纵向缠绕层厚度是最有效的方法。

由式 (4) (或式 (1)的第 1式 )可见 ,适当增大纵向缠绕

角α,就可使纵向层增大、环向层减小 ,但纤筒的总厚

度不变。

需要说明的是 ,纤维厚度计算式 ( 1)中的发挥强

度σfb ,在网格理论中是作为纤维强度出现的 ,但是实

际设计计算时 ,既不能将其取为复丝强度 ,也不能简

单地取为纱带强度。设计计算时 ,为了能将σfb取得符

合实际情况 ,通常是先做模拟纤维缠绕压力容器 ,进行

内压爆破实验 ,由实测的爆破压强 pb ,通过式 ( 1)或式

(2)反算出σfb ,以此作为实际气瓶设计的强度指标。

用这种方法设计的纤维缠绕气瓶 ,实测爆破压强与计

算预报值一般比较吻合。该方法已成为纤维缠绕压力

容器设计的通用而有效的方法。

3　内衬设计分析
3. 1　内衬的强度校核

文献 [ 1 ]对纤维缠绕气瓶的弹性结构分析表明 ,

内压作用下 ,内衬的环向应力σ与纤筒的环向应力σθ
满足σ /σθ > E / Eθ。其中 E为内衬材料弹性模量 , Eθ

为纤筒的环向模量。对铝合金和钛合金 , E = 70～

100 GPa,而玻璃纤维 /环氧纤筒的 Eθ = 30～40 GPa,即

使 T700炭纤维 /环氧 ,其纤筒的 Eθ = 70～80 GPa。可

见 ,内衬的环向应力一般都大于纤筒的环向应力。但

铝、钛合金内衬的强度极限远小于纤筒环向的复合强

度 ,即在纤筒环向应力远低于其复合强度时 ,内衬已进

入塑性状态。这说明 ,如按弹性设计 ,内衬的壁厚将会

很大。这是不可取的。因此 ,通常选用塑性良好 ,即具

有较高延伸率的材料作内衬 ,并允许内衬在塑性状态

下工作。在这种情况下 ,内衬设计宜采用强度理论中

的最大正应变准则。

如果要求内衬的许用应变为 [ε] ,那么 ,由最大正

应变准则 ,内衬在气瓶爆破压强下的环向应变ε不超

过 [ε]即可。

由文献 [ 1 ]、[ 3 ] ,有

ε =
R

2
pb

2 rhEθ
(2 -νθz ) (5)

式中　pb为气瓶的爆破压强 ; R为纤筒外半径 ; Eθ和

νθz分别为纤筒环向模量和泊松比。

许用应变 [ε] = εb /k, εb为内衬材料的断裂应

变 , k为安全系数。

由式 (5)可对纤筒壁厚 h进行校核 ,即由ε < [ε]

可得

h >
R

2
pb

2 r[ε]Eθ
(2 -νθz ) (6)
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　　最后 ,为了既满足纤筒的承内压要求 ,又满足内衬

的许用应变要求 ,纤筒壁厚应选取式 (3)和式 (6)中的

较大者。

3. 2　内衬的稳定性校核

气瓶充气至最大工作压强时 ,纤筒一般处于弹性

范围 ,而内衬往往已进入塑性状态 ,即产生一定的永久

性塑性变形。卸压时 ,纤筒的弹性变形回复 ,而内衬只

有弹性变形回复 ,不能回复的塑性变形使内衬直径比

原来增大 ,结果使内衬承受来自纤筒的外压 ,此外压使

内衬产生环向压应力。如果该压应力达到内衬的临界

压应力 ,内衬即失稳。为防止内衬失稳 ,通常在内衬与

纤筒之间用胶粘接。卸压时 ,该胶粘接力 (单位面积上

的力 )对内衬起外拉作用 ,此外拉力使内衬产生环向拉

应力。

在最大工作压强 pm作用下 ,内衬的最大环向应变

为 [ 1 ]

εm =
R

2
p0

2 rhEθ
(2 -νθz ) (7)

其中 , p0为内衬与纤筒之间的压强 ,由文献 [ 1 ]给出为

p0 =
hEθpm [ (2 -ν) Eδ+ 2 (1 -ν2 ) Ez h ]

2 [ E
2δ2 + E ( Ez + Eθ) hδ+ (1 -ν2 ) Ez Eθh

2
]

(8)

式中　E、ν分别为内衬材料的弹性模量和泊松比 ; Ez

为纤筒轴向模量 ;δ为内衬壁厚。

内衬的环向弹性应变为

εe =σs / E (9)

式中　σs为内衬材料的屈服极限。卸压后 ,该弹性应

变得以回复。

如果内衬与纤筒之间的粘接强度为σb ,则粘接对

内衬所能提供的最大环向拉应力为

σt =
rσb

δ
(10)

　　那么 ,卸压后 ,内衬可能产生的最大环向压应力为

σc = (εm -εe ) E -σt (11)

　　内衬外压失稳的临界压应力σcr可由帕普科维奇

公式给出 [ 4 ] :

σcr = 0. 92E (
δ
r

) 1. 5 r
l

(12)

式中　l为内衬圆筒长度。

式 (12)的适用范围为中等长度的圆筒。

内衬不失稳的条件为

σc <σcr (13)

　　将式 (7)～式 ( 12)代入式 (13) ,得内衬不失稳条

件下 ,其壁厚δ所应满足的方程为

(2 -νθz ) R
2

Epm [ (2 -ν) Eδ+ 2 (1 -ν2 ) Ez h ]

4 r[ E
2δ2 + E ( Ez + Eθ) hδ+ (1 -ν2 ) Ez Eθh

2
]

-

σs -
rσb

δ
< 0. 92E (

δ
r

) 1. 5 r
l

(14)

　　式 (14)是关于δ的超越不等式 ,当气瓶的结构参

数和材料力学性能参数给定后 ,式 (14)可用数值方法

求解。

考察式 (14)两端的函数性质 ,可以发现 :

(1)当σb > 0时 ,增大σs、减小 E和 l,都容易使式

(14)得以满足。说明为使内衬不失稳 ,应选用屈服极

限较大而弹性模量较小的材料 ,而圆筒越短越好。

(2)只要σb > 0时 ,当δ→0或δ→∞都能使式

(14)得以满足。可见 ,对很薄或很厚的内衬 ,只要内衬

与纤筒之间有一定的粘接强度 ,气瓶卸压后内衬都不

易失稳。

(3)如果σb = 0,由式 ( 14)可见 ,当δ→∞时 ,式

(14)能够得以满足 ,但当δ→0时就不一定了。说明如

果内衬与纤筒之间不粘接 ,为使气瓶卸压后内衬不失

稳 ,必须取较厚的壁厚。

为提高气瓶的结构效率和使用可靠性 ,宜采用较

薄的内衬 ,但内衬与纤筒之间必须粘接牢靠 ,不得有局

部脱粘或弱粘 ,而且要有良好的抗疲劳、抗老化性能。

对屈服极限较高的材料 ,其塑性性能往往较低 ,这

与内衬应能承受较大变形的要求相矛盾。实践中必须

权衡屈服极限与断裂应变之间的取舍。

3. 3　近似方程

如果内衬的壁厚与纤筒相比非常薄 ,或者内衬材

料的弹性模量与纤筒相比很小 ,即当δ/ h ν 1时 ,或者

E / Ez ν 1、E / Eθν 1时 ,式 (14)还可以简化。

将式 (8)右端的分子和分母同时除以 h
2 ,或者同

时除以 Ez Eθ,并忽略含δ/ h或含 E / Ez和 E / Eθ的项 ,在

这两种情况下 ,式 (8)都可以化为

po≈ pm (14)

　　即在这两种情况下 ,内衬与纤筒之间的压强近似

为气瓶的内压强。此时式 (14)变为

R
2

pm E

2 rhEθ
(2 -νθz ) -σs -

rσb

δ
< 0. 92E (

δ
r

) 1. 5 r
l

(15)

　　为使式 (15)在气瓶设计时应用方便 ,令

a =
l

0. 92E r
[

R
2

pm E

2 rhEθ
(2 -νθz ) -σs ]

b =
l

0. 92E r

t =
δ
r
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　　则式 (15)变为

σb >
t
b

( a - t
1. 5 ) (16)

　　给定内衬壁厚 t,可由式 ( 16)求解所需要的粘接

强度σb。

应强调指出的是 ,式 (16)只适用于内衬很薄或内

衬材料弹性模量很低的情况。

4　算例
例 1:某卫星用气瓶的尺寸参数为 r = 165 mm, l =

400 mm;内衬为 6061铝合金 ,其力学性能参数为 E =

70 GPa,ν= 0. 3,σs = 0. 24 GPa,δ5 = 15% ;纤筒为 T700

炭纤维 /环氧复合材料 ,其力学性能参数为 σfb =

3. 6 GPa, Ez = 50 GPa, Eθ = 80 GPa,νθz = 0. 2, Vf =

0. 644;气瓶的最大工作压强为 pm = 0. 03 GPa,要求达

到的爆破压强 pb = 0. 075 GPa。试分别确定纤筒和内

衬的壁厚 h和δ。

(1)将已知有关数据代入式 ( 3) ,得纤筒壁厚 h =

8 mm。则纤筒的外半径 R = 173 mm。

(2)将已知有关数据代入式 (5) ,得气瓶爆破时内

衬的环向应变为ε= 0. 019。该应变远低于 6061铝合

金的断裂应变。在爆破压强下 ,对壁厚为 8 mm的纤

筒 ,按最大正应变准则校核 ,内衬不会首先爆破。故从

强度考虑 ,对内衬壁厚不需作具体要求。

(3)为确定内衬壁厚 ,必须确保气瓶卸压后内衬

不失稳 ,即需满足不失稳条件 (式 (14) )。将已知有关

数据代入式 (14) ,得

4. 1629δ+ 25. 4669
δ2 + 14. 8571δ+ 47. 5429

- 0. 24 -

165σb

δ
< 0. 012534δ1. 5 (17)

　　给定不同的粘接强度σb ,对式 ( 17)求解 ,得内衬

不失稳的壁厚δ如表 1所示。

将表 1的解表示在δ2σb坐标系中 ,如图 2所示。

由表 1和图 2可见 ,当粘接强度为 0 <σb <

1. 702 3 MPa时 ,对每一个σb值都对应有两组δ值 ,即

很薄或很厚的内衬都能满足不失稳的条件 ,而且σb越

大 ,δ的范围越宽。

图 2类似一抛物线 ,抛物线以外的区域即为方程

(17)的解。内衬设计时 ,抛物线以内 (阴影部分 )的δ

值不能采用 ,尤其是与抛物线顶点对应的δ= 1. 98 mm

对任何σb都不宜采用 ,因为在相同的安全裕度下 ,它

所要求的粘接强度最大。

从表 1和图 2还可看到 ,如果σb = 0 (即内衬与纤

筒之 间 不 粘 接 ) , 内 衬 的 壁 厚 必 须 取 为 δ >

4. 033 1 mm。而当σb > 1. 702 3 MPa时 ,对任何δ> 0

都能满足内衬不失稳的条件。可见 ,内衬与纤筒之间

的粘接强度越大 ,气瓶使用的可靠性越高。

表 1　内衬壁厚与粘接强度的关系

Table 1　Rela tion of between th ickness of in terna l

liner and bond ing strength

σb /MPa δ/mm

0 δ> 4. 033 1

0. 2 0 <δ< 0. 115 3和δ> 3. 907 9

0. 5 0 <δ< 0. 305 1和δ> 3. 703 3

0. 7 0 <δ< 0. 446 3和δ> 3. 552 3

1. 0 0 <δ< 0. 689 9和δ> 3. 294 1

1. 5 0 <δ< 1. 279 4和δ> 2. 681 0

1. 702 3 0 <δ< 1. 968 8和δ> 1. 982 3

> 1. 702 3 δ> 0

图 2　内衬壁厚与粘接强度的关系

F ig. 2　Th ickness of in terna l liner vs bond ing strength

图 2表明 ,只要内衬与纤筒之间有一定的粘接强

度 ,内衬的壁厚越薄 ,其不失稳的安全可靠性越高。当

然 ,壁厚越厚也能收到同样的效果 ,但这将使结构质量

增加、成本提高。更重要的是 ,内压作用下 ,厚壁内衬

圆筒与封头连接处的弯矩增大 ,这将对内衬的结构强

度、尤其是疲劳强度不利。从提高气瓶的安全可靠性

和结构效率考虑 ,只要内衬与纤筒粘接牢靠 ,内衬越薄

越好。

例 2:在例 1的基础上 ,如果内衬的壁厚取为δ=

0. 8 mm,试确定内衬与纤筒之间的最小粘接强度σb。

由于δ/ h很小 ,故可采用式 (16)求解。将已知有

关数据代入式 (16) ,得σb > 1. 39 MPa。这样的粘接强

度 ,许多粘接剂都能达到 ,如 Jx29胶等。
如果取δ= 0. 5 mm,则由式 (16)得σb > 0. 88 MPa

即可。由此可见 ,在确保内衬不失稳的条件下 ,内衬越

薄 ,所要求的粘接强度越低。
(下转第 634页 )
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情况 ,为今后对搭接区进行计算及力学分析提供参考。

(2) 在轴压载荷作用下 ,搭接区裙外铺层承受较

大轴压载荷 ,轴向应力较大 ,易发生压缩破坏 ,进而导

致搭接区失效。搭接区裙外铺层轴向应力极值及裙外

铺层承载能力决定了搭接区承载能力。

(3) 在裙尖厚度及直段橡胶长度的交替作用下 ,

随搭接长度的增大 ,裙外铺层轴向应力极值呈现先减

小后增大的趋势 ,存在最优搭接长度。通过寻优计算 ,

得出所分析发动机壳体最优搭接长度为 45 mm。

(4) 随裙外铺层厚度的增大 ,直段橡胶对裙外铺

层轴向应力的影响有所衰减 ,裙尖厚度变化的影响相

对更加显著 ,最优搭接长度呈现单调递减的趋势。

(5) 随轴压载荷的增大 ,直段橡胶对裙外铺层轴

向应力影响更加显著 ,裙尖厚度变化的影响相对有所

衰减 ,最优搭接长度呈现单调递增的趋势。
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5　结论
(1) 纤维缠绕气瓶应选取高强高模纤维作纤筒 ,

设计时可采用网格理论方法进行均衡型缠绕。纤维发

挥强度需用模拟实验压力容器的爆破实验确定。为使

封头得以加强 ,应根据需要选取较大的纵向缠绕角。

(2)气瓶内衬应选取塑性良好和弹性模量较低的

材料 ,且允许其在塑性范围内工作。内衬的强度校核 ,

宜采用强度理论中的最大正应变准则 ,即气瓶在爆破

压强下的环向应变不得超过内衬材料的断裂应变。

(3)为使气瓶卸压时内衬不失稳 ,内衬与纤筒之

间应有足够的粘接强度。当粘接强度一定时 ,内衬越

薄 ,其不失稳的安全可靠性越高。

(4)如果内衬与纤筒之间不粘接、或粘接不可靠 ,

欲使气瓶卸压后内衬不失稳 ,内衬必须有足够的壁厚。

但这将增加气瓶的结构质量 ,且对内衬的疲劳强度不

利。

(5)为确保内衬不易失稳 ,内衬的圆筒段越短越

好。因此 ,为增加气瓶容积而片面增加圆筒长度的作

法是不可取的。
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