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常规立方晶格点阵轮的设计与静力学分析
张　 源ꎬ李范春ꎬ贾德君

(大连海事大学 船舶与海洋工程学院ꎬ辽宁 大连 １１６０２６)

摘　 要: 为实现压气机叶轮在刚度和强度具有可调性的同时降低叶轮质量ꎬ基于常规立方晶格结构设计出一种新型轻量化压

气机叶轮ꎮ 通过 ３ 种模型悬臂梁比较计算ꎬ证明渐进均匀化(ａｓｙｍｐｔｏｔｉｃ ｈｏｍｏｇｅｎｉｚａｔｉｏｎꎬＡＨ)方法在大规模点阵计算问题上具

有较好的计算精度ꎮ 在此基础上ꎬ采用 ＡＨ 方法对不同单胞填充率的点阵轮在仅考虑 ８０ ０００ ｒ / ｍｉｎ 的惯性荷载时的静力学性

能进行了数值计算ꎮ 研究结果表明ꎬ对于所研究路径ꎬ点阵轮的变形和应力介于无填充轮和实心轮之间ꎬ大叶片外缘的周向

变形最大与最小变形差值(极差)在所有研究工况下均小于无填充轮和实心轮ꎮ 对于填充率为 ０. ４ 的情况ꎬ其周向变形极差

值比实心轮约低 ２３. ２５％ ꎬ比无填充轮约低 ５５. ４６％ ꎬ其质量相对于实心轮可降低 １７. ０８％ ꎮ 这意味着点阵轮相对于传统压气

机叶轮除了能较大降低叶轮质量ꎬ还将具有更好的周向抗畸变能力和更高的工作效率ꎮ 同时ꎬ点阵轮相对于无填充轮和实心

轮叶片边缘具有更小的轴向应力ꎬ因此可为设计更高转速的压气机叶轮提供强度保证ꎬ同时也为叶轮结构的轻量化设计提供

了一种新的设计思路ꎮ
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　 　 近年来ꎬ增材制造(ａｄｄｉｔｉｖｅ ｍａｎｕｆａｃｔｕｒｉｎｇꎬ ＡＭ)
技术取得了前所未有的发展ꎬ结构轻量化设计也伴

随着 ＡＭ 技术的发展使设计师拥有更灵活的设计空

间ꎬ尤其是在航空航天[１ － ２]ꎬ汽车[３ － ５]ꎬ船舶[６ － ７]ꎬ仿
生学[８ － ９]和生物医学[８ꎬ１０ － １２] 应用中ꎮ ＡＭ 技术的快

速发展使 ＣＡＤ 工程师在自由形式的结构设计中创

造了更多的可能性ꎬ点阵结构也伴随着 ＡＭ 技术的

发展而飞速发展为目前最热门的研究领域之一ꎮ 应

用点阵结构可以实现飞行器结构的轻量化设计ꎬ压
气机叶轮是飞行器上最关键且最难以轻量化设计的

部件之一ꎬ刚度条件和气动性能的限制使得压气机



叶轮的轻量化设计更加困难ꎬ点阵结构的出现为压

气机叶轮的轻量化设计提供了一种新的可能ꎮ
ＡＭ 技术的发展使得包括点阵结构在内的一系

列复杂、轻质、高性能结构得以制作生产ꎮ 点阵结构

由于其高强重比ꎬ优异的散热性能ꎬ出色的减震和降

噪功能成为设计工程师在结构轻量化设计时的重要

考虑方案之一ꎬ点阵结构被大量的应用在多功能、工
况复杂的设计中ꎮ Ａｂｄｉ 等[５] 基于拓扑优化技术和

点阵技术ꎬ采用 Ｉｓｏ￣ＸＦＥＭ 方法ꎬ该方法能够利用结

构性能准则的等值线 /等值面和扩展有限元法

(ｅｘｔｅｎｄｅｄ ｆｉｎｉｔｅ ｅｌｅｍｅｎｔ ｍｅｔｈｏｄꎬＸＦＥＭ)生成高分辨

率拓扑优化解ꎬ设计出一种轻质且能够增加制动稳

定性汽车制动踏板ꎮ Ｒｏｂｂｉｎｓ 等[１３]将具有变密度的

点阵六面体晶胞应用到某一悬臂梁拓扑优化结构

中ꎮ 基于由均质化方法确定的共形点阵填充结果来

创建具有外部拓扑的结构ꎮ 为了保证具有相同单位

密度的结构的相同质量ꎬ相应地调整了外部拓扑ꎬ从
而使悬臂梁点阵密度较低的同时具有更小的挠度ꎮ
Ｄａｙｎｅｓ 等[１４]提出了一种新的方法来产生优化的功

能梯度晶格结构ꎮ 首先通过拓扑优化得到最佳堆芯

密度分布ꎬ从而在质量约束下最小化结构的柔度ꎬ然
后根据局部主应力构造一系列等静线ꎬ生成晶格结

构ꎬ该晶格结构在空间上随晶格单元大小、纵横比和

取向而分级ꎮ 为了验证这一新方法的有效性ꎬ通过

对 ３ 点弯曲的夹层梁结构进行了优化ꎬ实验测试证

明ꎬ与具有相同密度的均匀单元尺寸的基准芯相比ꎬ
通过对晶格单元进行空间分级ꎬ芯的刚度和强度性

能得到了极大改善ꎮ Ｌｙｎｃｈ 等[１５]基于拓扑优化和点

阵结构设计出一种独特的轻量化组件和增加多功能

性的方法ꎬ用于根据工作载荷调整局部单元密度ꎮ
为了验证所提方法的合理性ꎬ他们将其应用于一种

壳体类套管试件的优化、分析、制造和力学试验验

证ꎮ 使用基于应力的均匀化拓扑优化方法对试件进

行优化ꎬ与具有相同形状因子的实心、全致密套管相

比ꎬ质量减轻了 ５３％ ꎮ 通过高密度元素分析研究了

优化的几何结构ꎬ然后进行了增材制造ꎮ 通过力学

试验证明用于优化的均质有限元模型、高密度有限

元模型和实验结果之间的良好相关性ꎮ 他们的研究

结果验证了针对特定用途和负载情况的优化方法ꎬ
并开始将该方法视为一种可接受的方法ꎮ 除了基于

点阵结构实现某种结构的设计ꎬ也有团队将点阵结

构应用于 ３Ｄ 打印的支撑设计中ꎬ如 Ｃｈｅｎｇ 等[１６] 为

探讨用拓扑优化方法设计支撑结构以减轻残余应力

引起的建筑物破坏的可行性ꎬ采用固有应变法对

ＡＭ 结构中的残余应力进行了快速预测ꎮ 由于周期

性网架结构具有开孔、自支撑的特点ꎬ采用分级网架

结构优化设计支撑结构ꎬ为了验证该方法的可行性ꎬ
分别设计了双悬臂梁和髋关节种植体的支撑结构ꎮ
他们的研究证明优化后的支撑结构可实现约 ６０％
的质量折减ꎬ并且优化后的支撑结构构件在 ＡＭ 实

现设计后不再出现应力开裂现象ꎬ证明了该方法的

有效性ꎮ
目前也有部分团队将 ３Ｄ 打印技术应用于叶轮

结构的 ３Ｄ 打印制作ꎬ由于结构的复杂性ꎬ目前的应

用主要是用于树脂材料完成叶轮结构加工或者用于

叶轮结构铸造型芯的制备ꎮ 例如ꎬＭｅｌｉ 等[１７] 提出了

一种基于拓扑优化和增材制造的离心式压缩机叶轮

工程化在设计域制造的总体框架ꎬ同时对一家意大

利大型石油天然气公司的叶轮进行了完整的重新设

计ꎬ证明了所提方法的可行性ꎮ Ｋｉｍ 等[１８] 分别采用

粉末床粘合剂喷射打印(ｂｉｎｄｅｒ ｊｅｔｔｉｎｇ ｐｒｉｎｔｉｎｇꎬＢＪＰ)
和选择性激光烧结( ｓｅｌｅｃｔｉｖｅ ｌａｓｅｒ ｓｉｎｔｅｒｉｎｇꎬＳＬＳ)技
术完成了叶轮叶片型芯的制作ꎬ并对两种方式制作

的芯样进行了比较ꎬ结果发现采用 ＳＬＳ 技术制备的

芯样具有更高的强度ꎬ并且具有更高的制造精度ꎮ
由于复合材料制作的 ３Ｄ 打印叶片具有较好的制作

精度ꎬ对于部分受载较小的离心式叶片ꎬ也有团队采

用聚氨酯(ｎｅｃｕｒｏｎ)和 ＡＢＳ(３Ｄ 打印)热塑性复材实

现叶轮结构的增材制造[１９]ꎮ 然而ꎬ由于热力学过程

和加工过程的复杂性ꎬ金属叶轮的 ３Ｄ 打印相关研

究还较少ꎬ本文在之前的研究工作中[２０]ꎬ已经利用

ＳＬＭ 打印机验证了 Ｔｉ６Ａｌ４Ｖ 合金叶轮的可加工性和

加工精度ꎮ
点阵结构的众多优势意味着将点阵结构应用于

压气机叶轮的轻量化设计中也将使叶轮具备许多原

始设计所不具备的优势ꎮ 在文献[２０]中首次提出

了点阵压气机叶轮的设计并利用金属 ３Ｄ 打印仿真

技术对具有点阵填充的压气机叶轮的加工性能进行

了研究分析ꎬ然而缺乏对其力学性能的研究ꎬ本文将

进一步讨论点阵压气机叶轮在使用时的受力与变形

情况ꎮ

１　 方法选取

点阵结构具有复杂的几何形貌ꎬ对于具有点阵

填充的复杂零件ꎬ直接进行有限元计算意味着极大

的计算资源的消耗ꎬ甚至是不能求解ꎬ因此常用简化

方法实现点阵结构的数值计算ꎮ 目前针对点阵填充

零件的常用计算方法主要有两种ꎬ一种是将点阵部

分的实体单元简化为梁单元进行计算[２１]ꎬ梁单元节

点处刚接ꎬ另一种则是基于多尺度算法的渐进均匀

化方法(ＡＨ) [２２ － ２４]ꎮ 为比较两种简化方法在不同

填充率下相对于实体单元计算结果的误差大小ꎬ本
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文以某一点阵悬臂梁为例ꎬ对两种简化方法在某一

路径上的变形与应力进行有限元计算ꎮ 通过与实体

单元计算出的点阵悬臂梁计算结果进行比较ꎬ选择

出误差相对较小的简化方法ꎬ进一步为下文求解点

阵压气机叶轮的力学性能奠定基础ꎮ 悬臂梁的尺寸

如图 １ 所示ꎬ Ａ 为模型设计域ꎮ 悬臂梁上下表面均

留取 ０. ４ ｍｍ 厚度的薄板ꎬ以便于施加载荷和选取

研究路径ꎬ悬臂梁尺寸为 ４. ０ ｍｍ ×４. ８ ｍｍ ×４０. ０ ｍｍꎬ
设计域尺寸为 ４ ｍｍ × ４ ｍｍ × ４０ ｍｍꎮ 分别采用梁

单元立方点阵胞元ꎬ实体单元立方点阵胞元和均匀

化等效立方点阵胞元材料对设计域 Ａ 进行填充ꎮ

图 １　 横梁尺寸及设计域

Ｆｉｇ. １　 Ｃｒｏｓｓ￣ｂｅａｍ ｓｉｚｅ ａｎｄ ｄｅｓｉｇｎ ａｒｅａ

选择悬臂梁上表面中部的一条路径作为研究路

径ꎬ如图 ２ 所示ꎬ研究路径的方向由 １ 端指向 ２ 端ꎬ
即 １ 处为路径上的坐标原点ꎮ

图 ２　 悬臂梁研究路径选择

Ｆｉｇ. ２　 Ｒｅｓｅａｒｃｈ ｐａｔｈ ｓｅｌｅｃｔｉｏｎ ｏｆ ｃａｎｔｉｌｅｖｅｒ ｂｅａｍ

悬臂梁模型的边界条件如图 ３ 所示ꎬＢ 面施加

０. ６２５ ＭＰａ 的均布荷载 ｆꎬ设计域的受载通过连接设

置由 Ｂ 面传递过来ꎬＡ 面为固定端ꎬ采用固定约束ꎮ
３ 种填充模型具有相同的边界条件ꎬ梁模型约束

Ａ 面所有梁单元节点ꎮ

图 ３　 边界条件

Ｆｉｇ. ３　 Ｂｏｕｎｄａｒｙ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ

材料设置为金属 ３Ｄ 打印中常用材料之一的

ＴｉＡｌ６Ｖ４ 合金ꎮ 设计域 Ａ 内采用具有不同填充率的

立方点阵结构进行填充ꎬ单个立方点阵胞元的填充

率分别设置为 ０. ２ꎬ ０. ４ꎬ ０. ６ 和 ０. ８ꎮ ３ 种模型在经

过网格无关性验证过后ꎬ对比不同尺寸下的计算误

差ꎬ发现相对误差值小于 １％ ꎮ 在保证各种模型的

相网格质量满足计算要求前提下ꎬ对具有不同填充

率的 ３ 种点阵梁模型进行有限元分析ꎮ
提取不同填充率下的点阵梁在图 ２ 所示路径中

的变形与应力分布ꎮ 单个胞元填充率分别为 ０. ２、
０. ４、０. ６ 和 ０. ８ 时ꎬ点阵梁在路径上的变形与应力

值分别如图 ４、５ 所示ꎮ 对比上述 ４ 种填充率下的

ＡＨ 模型和梁单元模型在选择路径上的应力和变形

分布ꎬ发现无论是变形或者应力ꎬ ＡＨ 模型在各个填

充率下的变形与应力值均与实体单元模型更为接

近ꎮ 这意味着采用 ＡＨ 方法对点阵模型进行简化比

采用梁单元对模型进行简化能得到更好的精度ꎬ并
且随着单个点阵填充率的增大ꎬ这种优势更加明显ꎮ
基于以上分析ꎬ渐进均匀化方法(ＡＨ)在本文中被

用于计算点阵材料的等效性能ꎬ进而实现点阵结构

的简化计算ꎮ

图 ４　 ３ 种计算模型在不同填充率下的变形分布

Ｆｉｇ. ４ 　 Ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｒｅｅ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌｓ
ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｆｉｌｌｉｎｇ ｒａｔｅｓ

图 ５　 ３ 种计算模型在不同填充率下的应力分布

Ｆｉｇ. ５ 　 Ｓｔｒｅｓｓ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｒｅｅ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌｓ ｕｎｄｅｒ
ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｆｉｌｌｉｎｇ ｒａｔｅｓ
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２　 均匀化方法的晶格材料等效弹性

特性[２５]

　 　 图 ６ 示意性地描绘出了 ＡＨ 方法的基本原理ꎮ
假定设计域 Βγ 被点阵结构填充ꎬ牵引力 ｔ 服从于边

界Γ ｔꎬ位移 ｍ 作用于边界Γｕꎬ而体力 ｆ 在整个区域

内均匀分布ꎮ 采用 ＡＨ 方法ꎬ将晶格结构域视为具

有弹性和屈服强度等效性质的连续实体域ꎮ 因此ꎬ
对于具有显式表示的晶格结构的全尺寸模拟ꎬ可以

显著降低昂贵的计算成本ꎮ

图 ６　 均匀化方法的基本原理

Ｆｉｇ. ６　 Ｂａｓｉｃ ｐｒｉｎｃｉｐｌｅ ｏｆ ＡＨ ｍｅｔｈｏｄ

ＡＨ 方法假定具有周期性微观结构的材料取决

于两个尺度:一个在宏观尺度上平稳变化ꎬ另一个在

微观尺度上周期性变化ꎮ 通过引入放大因子 γ(０ <
γ≪１)ꎬ微观坐标 ｙ ＝ [ｙｉ]( ｉ ＝ １ꎬ２ꎬ３)与宏观坐标 ｘ

通过 ｙ ＝ ｘ
γ 相关ꎬ这意味着微观水平上的位移等场

量变化比宏观水平快 １ / γ 倍ꎮ 因此ꎬ任何场量都可

以表示为两个尺度的渐近展开式:
ｕγ(ｘꎬｙ) ＝ ｕ０(ｘꎬｙ) ＋ γｕ１(ｘꎬｙ) ＋ γ２ｕ２(ｘꎬｙ) ＋􀆺

(１)
式中:ｕγ 为场量的精确值ꎬｕ０ 为宏观或平均值ꎬｕ１、
ｕ２ 为由于微观水平下的微观结构而引起的扰动ꎮ
对于线弹性ꎬｕ０ 为宏观尺度上的平均位移ꎬ而 ｕ１ꎬ
ｕ２ꎬ􀆺ꎬ等为微观尺度上的微扰位移ꎮ 计算式(１)关
于坐标 ｘ 的导数并在小变形假设下代入应变位移方

程ꎬ应变张量为

εｉｊ ＝
１
２

∂ｕγ
ｉ

∂ｘ ｊ
＋
∂ｕγ

ｉ

∂ｘｉ

æ

è
ç

ö

ø
÷ ＝

１
２

∂ｕ０ｉ

∂ｘ ｊ
＋
∂ｕ０ｊ

∂ｘｉ

æ

è
ç

ö

ø
÷ ＋ １

２
∂ｕ１ｉ

∂ｘ ｊ
＋
∂ｕ１ｊ

∂ｘｉ

æ

è
ç

ö

ø
÷ ＋ Ｏ(γ) (２)

式中 Ｏ(γ)为带有 γ 的项ꎮ 通过忽略 Ｏ(γ)和高阶

项ꎬ可以将点阵结构域 Βγ 中的应变表示为平均应

变和波动应变的组合为:
εｉｊ ＝ εｉｊ ＋ ε∗

ｉｊ (３)

εｉｊ ＝
１
２

∂ｕ０ｉ

∂ｘ ｊ
＋
∂ｕ０ｊ

∂ｘｉ

æ

è
ç

ö

ø
÷ꎬε∗

ｉｊ ＝ １
２

∂ｕ１ｉ

∂ｘ ｊ
＋
∂ｕ１ｊ

∂ｘｉ

æ

è
ç

ö

ø
÷ (４)

式中:εｉｊ为平均应变应变张量或宏观应变张量ꎬε∗
ｉｊ

为假设波动应变是周期性变化的ꎮ 通过将式(３)代
入弱形式平衡方程ꎬ并假设虚拟位移在宏观水平上

是一个常数ꎬ并且仅在微观水平上发生变化ꎬ因此可

以得到以下单位胞元平衡方程:

∫
ＶＲＶＥ

Ｃ ｉｊｐｑε１
ｉｊ(ｖ)ε∗

ｐｑ (ｕ)ｄＶＲＶＥ ＝

－ ∫
ＶＲＶＥ

Ｃ ｉｊｐｑε１
ｉｊ(ｖ)ε

－
ｐｑ(ｕ)ｄＶＲＶＥꎬ ∀ｖ ∈ Ｕａｄ (５)

式中:ＶＲＶＥ为可以在晶格结构中重复的最小代表性

晶格单位的体积ꎬ其中 ＲＶＥ 为重复的最小代表性晶

格单元ꎻｖ 为虚拟位移ꎬＵａｄ为允许的位移场ꎬε１
ｉｊ(ｖ)为

虚拟微观应变ꎬ在微观水平上周期性变化ꎮ 用有限

元法离散化并求解方程中的单元平衡方程(５)在

ＲＶＥ 上具有周期性边界条件ꎮ 为了求解该方程ꎬ波
动应变用平均应变表示为

ε∗
ｉｊ ＝ － ε∗ｋｌ

ｉｊ ε－ ｋｌ (６)
式中 ε∗ｋｌ

ｉｊ 为应变场的周期性ꎬ通过求解式(５)获得ꎮ
单位平均应变在等式(５)的右侧ꎮ 等式(３)中 ＲＶＥ
的局部应变可以使用结构张量表示为

εｉｊ ＝Ｍｉｊｋｌε
－
ｋｌ (７)

式中 Ｍｉｊｋｌ为局部结构张量ꎬ可表示为

Ｍｉｊｋｌ ＝
１
２ (δ ｉｋδ ｊｌ ＋ δ ｉｌδ ｊｋ) － ε∗ｋｌ

ｉｊ (８)

代入式(７)转化为弱形式的平衡方程并在 ＲＶＥ 上

积分ꎬ可获得等效的晶格结构弹性张量为

Ｃ
—

ｉｊｋｌ ＝ １
ＶＲＶＥ

∫
ＶＲＶＥ

ＣｉｊｍｎＭｍｎｋｌｄＶＲＶＥ (９)

式中:Ｃｉｊｍｎ为 ＲＶＥ 材料成分的弹性张量ꎬ而 Ｃ
—

ｉｊｋｌ为通

过 ＡＨ 方法计算的等效弹性张量ꎮ 本文以立方晶格

材料为目标晶格结构ꎮ 由于立方晶格结构的对称

性ꎬ有 ３ 个独立的弹性常数ꎮ 因此ꎬ立方晶格结构的

弹性响应可以用以下本构方程表示:

σ－ １１

σ－ ２２

σ－ ３３

σ－ １２

σ－ ２３

σ－ ３１

é

ë

ê
ê
ê
ê
ê
ê
ê
ê
ê
ê

ù

û

ú
ú
ú
ú
ú
ú
ú
ú
ú
ú

＝

Ｃ
—

１１ Ｃ
—

１２ Ｃ
—

１２ ０ ０ ０

Ｃ
—

１２ Ｃ
—

１１ Ｃ
—

１２ ０ ０ ０

Ｃ
—

１２ Ｃ
—

１２ Ｃ
—

１１ ０ ０ ０

０ ０ ０ Ｃ
—

４４ ０ ０

０ ０ ０ ０ Ｃ
—

４４ ０

０ ０ ０ ０ ０ Ｃ
—

４４

é

ë

ê
ê
ê
ê
ê
ê
ê
ê
ê
ê
ê

ù

û

ú
ú
ú
ú
ú
ú
ú
ú
ú
ú
ú

ε－ １１

ε－ ２２

ε－ ３３

２ε－ １２

２ε－ ２３

２ε－ ３１

é

ë

ê
ê
ê
ê
ê
ê
ê
ê
ê
ê

ù

û

ú
ú
ú
ú
ú
ú
ú
ú
ú
ú

(１０)
式中:σ－ ｉｊ、ε

－
ｉｊ分别为宏观应力张量和宏观应变张量ꎮ

Ｃ
—

１１、Ｃ
—

１２、Ｃ
—

４４为 ３ 个独立的等效弹性常数ꎬ由等式(９)
计算得出ꎮ 可以看出ꎬ等效特性是由材料组成和微

观结构的几何形状决定的ꎮ 对于这项工作的研究ꎬ
晶格结构的几何是预先定义的(即立方晶格结构由

ＲＶＥ 中的 １２ 个 １ / ４ 圆柱体构成)ꎮ 等效性质由材

料组成(单位晶胞的体积分数或相对密度)独立确
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定ꎮ 因此ꎬ假定等效性质是相对密度的函数ꎮ 这里

采用四阶多项式来描述等效关系ꎮ 在不失一般性的

前提下ꎬ等效弹性特性通过基础材料的特性进行正

交化ꎬ可以这样写为

Ｃｉｊ ＝ ａ０ ＋ ａ１ρ ＋ ａ２ρ２ ＋􀆺 (１１)

式中:Ｃｉｊ ＝ Ｃ
—

ｉｊ∕ Ｃ∗
ｉｊ 为正交化等效弹性常数ꎬＣ

—
ｉｊ为等

效弹性常数ꎬ而 Ｃ∗
ｉｊ 为固体材料组分的弹性常数ꎮ

ρ 为单位晶格单元的相对密度ꎬａｉ( ｉ ＝ ０ꎬ１ꎬ２ꎬ􀆺)为
通过拟合仿真或实验数据获得的模型参数ꎮ

３　 基于 ＡＨ 的点阵压气机叶轮静力学
分析

　 　 本文的点阵压气机叶轮是在实心压气机叶轮基

础上ꎬ采用常规立方点阵结构叶轮轮毂部分进行局

部填充得到的ꎬ所得点阵轮模型如图 ７ 所示ꎮ 在本

文此前的研究工作中[１７]ꎬ已经利用有限元方法对点

阵轮 ３Ｄ 打印加工中的材料堆叠过程以及打印参数

对打印结果的影响进行了系统分析ꎬ研究表明ꎬ相同

加工工况下ꎬ点阵轮无论是从加工所得残余变形还

是残余应力幅值上均是具有一定优势的ꎮ 在本文的

研究工作中ꎬ将利用 ＡＨ 方法ꎬ进一步对点阵轮在理

想工况下运行时的力学性能进行分析ꎮ 叶轮的几何

参数见表 １ꎮ

图 ７　 点阵压气机叶轮模型

Ｆｉｇ. ７　 Ｌａｔｔｉｃｅ ｃｏｍｐｒｅｓｓｏｒ ｉｍｐｅｌｌｅｒ ｍｏｄｅｌ

表 １　 叶轮的几何参数

Ｔａｂ. １　 Ｇｅｏｍｅｔｒｉｃ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｉｍｐｅｌｌｅｒ

压缩比 / ( － ) 转速 / ( ｒ􀅰ｍｉｎ － １) 叶片法向厚度 / ｍｍ 气流入口角β１ / ( °) 主叶片 / 中间叶片 / ( － )

４. ５ ８０ ０００ ８ ６０ １６ / １６

前角 / ( °) 叶尖间隙 / 叶片高度 / ( － ) 轮毂直径 / ｍｍ 围带直径 / ｍｍ 气流出口角β２ / ( °)

３０ ０. ０２ ３０ ７０ ４５

３. １　 基于 ＡＨ 方法的点阵轮计算模型简化

ＡＨ 方法需要点阵结构的最小代表性晶格单元

满足宏观尺度上的平稳性和微观尺度的周期性ꎮ 本

文在微观尺度上定义 ４ 种填充率的最小周期点阵胞

元ꎬ单个胞元的填充率分别取 ０. ２、０. ４、０. ６ 和 ０. ８ꎬ
胞元尺寸设置为 ２ ｍｍꎮ 点阵轮的加工需要采用 ３Ｄ
打印技术ꎬ本文点阵轮的材料设置为 ＴｉＡｌ６Ｖ４ 合金ꎮ
在单个晶格填充率分别为 ０. ２、０. ４、０. ６ 和 ０. ８ 下ꎬ
点阵轮相对于实心轮质量可分别降低 ２３. ６９％ 、
１７􀆰 ０８％ 、１２. １６％和 ６. ５３％ ꎮ 常规立方晶格在 ３ 个

方向上具有相同的几何形状ꎬ采用 ＡＨ 方法能计算

出 ３ 个方向上具有相同的弹性常数ꎮ
３. ２　 点阵轮的静力学计算

叶轮实际工作时ꎬ受载主要来自于流动的气流

施加给叶片和轮毂的面压和由于自身质量所产生的

“惯性力”ꎬ当考虑到气流扰动等不稳定因素时叶轮

的实际工况则更为复杂ꎮ 在本文的研究中ꎬ将只考

虑均匀高转速时ꎬ叶轮在自身的惯性荷载下叶轮叶

片和轮毂的受力及变形情况ꎮ 叶轮的边界条件定义

如图 ８(ａ)所示ꎬ对轮毂小轴位置施加柱支撑ꎬ绕 ｚ
轴施加 ８０ ０００ ｒ / ｍｉｎ 的匀转速ꎮ 定义 ｘ 轴为径向ꎬｙ
轴为周向ꎬｘ 轴为轴向ꎮ 研究路径选择如图 ８(ｂ)所

示ꎮ 其中ꎬ大叶片直接影响叶轮的气动性能ꎬ因此路

径 １ 选择为叶轮的大叶片边缘ꎮ 轮毂小轴孔位置与

轮轴直接相连ꎬ应力较大ꎬ因此路径 ２ 选择为小轴孔

表面ꎮ 本文的所有仿真计算结果采用 ＡＮＳＹＳ 完成ꎮ

图 ８　 叶轮研究路径选择及边界条件

Ｆｉｇ. ８　 Ｂｏｕｎｄａｒｙ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ａｎｄ ｐａｔｈ ｓｅｌｅｃｔｉｏｎ ｏｆ ｉｍｐｅｌｌｅｒ
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采用有限单元法实现叶轮在给定工况下的应力

及变形分析ꎮ 叶轮的网格划分情况如图 ９ 所示ꎮ 为

减小计算误差ꎬ叶片和轮毂的网格单元均采用 ２０ 节

点六面体单元ꎬ其中叶片部分采用扫掠法实现网格

划分ꎮ 在采用不同尺寸的网格单元对叶轮的网格无

关性进行验证后ꎬ发现同网格单元间计算出的相对

误差值小于 １％ ꎮ 经过计算最终确定轮毂部位网格

尺寸为 ０. ５ ｍｍꎬ叶片部位网格尺寸为 ０. ４ ｍｍꎬ扫掠

法中划分数目设置为 ２０ꎬ此时叶轮具有良好的计算

精度ꎮ

图 ９　 点阵轮的网格划分

Ｆｉｇ. ９　 Ｇｒｉｄ ｄｉｖｉｓｉｏｎ ｏｆ ｌａｔｔｉｃｅ ｉｍｐｅｌｌｅｒ

本文所涉及到的变形云图单位为 ｍｍꎬ应力云

图单位为 ＭＰａꎮ 对于单个点阵胞元填充率为 ０. ４ 的

点阵轮ꎬ其轮毂和叶片的变形及应力分布如图 １０ 所

示ꎮ 其中ꎬ图 １０(ａ)为采用 ＡＨ 方法计算的该填充

率下的点阵轮变形云图ꎬ对于轮毂和叶片ꎬ此时的最

大变形幅值为 ０. ０４８ ９ ｍｍꎬ变形主要分布在大叶片

边缘和轮毂外边缘处ꎮ 图 １０(ｂ)为该填充率下的应

力分布ꎬ叶片和轮毂在该填充率下的应力幅值为

３０９. ２７ ＭＰａ(注意此时叶轮的应力并未包含叶轮内

部点阵区域的应力)ꎮ
为研究采用均匀化方法所得仿真结果的应力分

布ꎬ在大规模的点阵计算问题上ꎬ采用有限元分析的

子模型法分析点阵轮内部的应力分布ꎮ 子模型方法

的基本原理是在多尺度计算的基础上ꎬ以宏观变形

或应力作为边界切割插值ꎬ求解局部结构的应力或

变形情况ꎮ 对于叶轮内部的点阵区域ꎬ由于边界上

周期性条件的破坏ꎬ会导致均匀化中的“边界层现

象” [２６]ꎬ这导致了边界上的应力预测不准确ꎬ但是这

不影响 ＡＨ 区域外的应力预测结果ꎬ如图 ５ 结果所

示ꎬＡＨ 模型的应力预测结果与全尺寸模型的预测

结果仍然有非常好的吻合性ꎮ 而对于离边界较远的

区域ꎬＡＨ 模型相对于全尺寸模型的预测误差则小

于 ５％ [２２]ꎮ 为了降低 ＡＨ 区域内由于 “边界层现

象”引入的误差ꎬ本文对设计域去除 １ ｍｍ 厚度的边

界层ꎮ 由于采用 ＡＨ 方法是将点阵材料模型等效为

均匀的等效模型ꎬ

图 １０　 点阵轮轮毂与叶片的变形与应力分布

Ｆｉｇ. １０ 　 Ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ａｎｄ ｓｔｒｅｓｓ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｌａｔｔｉｃｅ ｉｍｐｅｌｌｅｒ
ｈｕｂ ａｎｄ ｂｌａｄｅｓ

因此通过 ＡＨ 方法不能直接观测到内部点阵结

构的变形及应力分布情况ꎮ 为研究点阵轮内部点阵

的受力情况ꎬ对去除边界层的 ＡＨ 模型采用子模型

的方法ꎬ将通过 ＡＨ 方法算得的变形施加至点阵部

位的各个面上作为计算内部点阵结构的力学性能的

边界条件ꎮ 通过导入的边界条件ꎬ可以求得内部点

阵结构的变形及应力大致分布ꎮ
由于点阵轮内部的点阵结构具有一定的对称

性ꎬ选取点阵域的代表单元进行受力分析即可阐明

整个点阵域的受力情况ꎮ 本文选取整个点阵域的

１ / ４ 作为点阵域的代表单元ꎬ此时已去除边界层ꎮ
图 １１(ａ)、１１(ｂ)分别表示所选点阵域代表单

元的变形和应力分布ꎮ 对于单个胞元填充率为 ０. ４
的点阵叶轮ꎬ在不考虑边界应力和变形时ꎬ其内部点

阵的变形幅值为 ０. ０２４ ２ ｍｍꎬ变形值沿径向逐渐增

大ꎬ靠近轮缘边缘处的变形最大ꎮ 内部点阵结构的

应力幅值为 ２４０. ７５ ＭＰａꎬ对于代表单元ꎬ该种类型

的点阵填充形式应力较大处主要分布在 ４５°位置ꎬ
对于内部点阵单元的其他部位ꎬ有相同的应力分布ꎮ
对于 ３Ｄ 打印 Ｔｉ６Ａｌ４Ｖ 粉末材料ꎬ在铺粉层厚为

６０ μｍꎬ激光功率为 ４００ Ｗ 并且在未进行过热处理

或热等静压处理的条件下ꎬ利用 ＳＬＭ２８０ 型金属 ３Ｄ
打印机进行 ３Ｄ 打印加工的打印后材料性能见表 ２ꎮ
其屈服强度远远大于由于惯性荷载在点阵轮内部产

生的最大应力 ２４０. ７５ ＭＰａꎮ
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图 １１　 点阵域代表单元选取及代表单元的应力及变形分布

Ｆｉｇ. １１　 Ｓｅｌｅｃｔｉｏｎ ｏｆ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔａｔｉｖｅ ｅｌｅｍｅｎｔｓ ａｎｄ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎｓ
表 ２　 ３Ｄ 打印后 Ｔｉ６Ａｌ４Ｖ 材料的物理性能

Ｔａｂ. ２　 Ｐｈｙｓｉｃａｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ＴｉＡｌ６Ｖ４ ａｆｔｅｒ ３Ｄ ｐｒｉｎｔｉｎｇ

弹性模量 /
ＧＰａ

拉伸强度 /
ＭＰａ

屈服强度 /
ＭＰａ

材料密度 /

(ｇ􀅰ｃｍ － ３)

断裂伸长

率 / ％
断面收缩

率 / ％
１２０ １ ３３０ １ １９６ ４. ４３ ９ ２６

　 　 作为比较组ꎬ实心轮和无填充轮的变形及应力

分布分别如图 １２、１３ 所示ꎮ 从变形分布上来看ꎬ无

论是对于实心轮、无填充轮还是点阵轮ꎬ三者的变形

分布趋势大致是相同的ꎬ均是变形沿着径向变形幅

值逐渐增大ꎬ最大变形发生在大叶片和轮毂边缘处ꎮ
而应力分布则是点阵轮与无填充轮更为接近ꎬ在应

力幅值上(此时不考虑点阵域边界层)ꎬ点阵轮小于

无填充轮和实心轮ꎮ

图 １２　 实心轮变形及应力分布

Ｆｉｇ. １２　 Ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ａｎｄ ｓｔｒｅｓｓ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｓｏｌｉｄ ｉｍｐｅｌｌｅｒ

图 １３　 无填充轮变形及应力分布

Ｆｉｇ. １３　 Ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ａｎｄ ｓｔｒｅｓｓ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｕｎｆｉｌｌｅｄ ｉｍｐｅｌｌｅｒ
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　 　 本文能直观地从云图中判断出叶轮各个位置的

变形和应力的大致范围以及幅值分布ꎮ 但是对于本

文所示的点阵轮结构ꎬ光从分布上难以直观看出点

阵轮和实心轮以及无填充轮的力学性能差异ꎬ然而

叶轮叶片或轮毂的微小差异都会造成实际叶轮气动

性能与设计气动性能的不同ꎮ 为进一步判断不同点

阵填充率下点阵轮的静力学性能与工程上常用的实

心轮和无填充轮的差异ꎬ需要对路径上的数据进行

提取比较ꎮ 因此取变形较大的路径 １ 上 ３ 个方向上

的变形和应力ꎬ取应力较大的路径 ２ 上 ３ 个方向上

的应力ꎬ对 ３ 种叶轮进行比较分析ꎮ 不同叶轮在路

径 １ 上的变形分布如图 １４ 所示ꎮ 图 １４(ａ)为路径 １
上的径向变形ꎬ图 １４(ｂ)、１４(ｃ)分别为路径 １ 上的

周向变形和轴向变形ꎮ

图 １４　 路径 １ 变形

Ｆｉｇ. １４　 Ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｐａｔｈ １

如图 １４(ａ)所示ꎬ叶轮的径向变形受单个晶格

填充率影响明显ꎮ 点阵轮在路径 １ 上的径向变形位

于实心叶轮和无填充叶轮之间ꎬ随着点阵填充率的

减小ꎬ叶轮路径 １ 上的径向变形呈非线性增大ꎮ 这

种变化趋势理论上是合理的ꎬ因为叶轮刚度受叶轮

填充率的影响ꎬ在 “离心力”驱动下ꎬ叶轮轮毂沿径

向向外膨胀ꎬ当填充率较大时ꎬ叶轮刚度大ꎬ变形则

较小ꎬ反之当点阵填充率较小时ꎬ叶轮的径向变形则

较大ꎮ 图 １４(ａ)的分析结果能有效证明有限元计算

的合理性ꎮ 点阵轮在路径 １ 上的周向变形也位于实

心叶轮和无填充叶轮之间ꎬ如图 １４(ｂ)所示ꎬ叶轮在

路径 １ 不同位置的周向变形波动较大ꎬ与径向变形

相同的是路径 １ 上的周向变形值也随着点阵轮填充

率的减小ꎬ由实心叶轮逐渐向无填充叶轮靠近ꎬ当单

个晶格填充率为 ０. ２ 时ꎬ点阵轮在路径 １ 的周向变

形曲线与无填充轮基本一致ꎮ 点阵轮的周向变形和

径向变形介于实心轮与无填充轮之间意味着存在这

种可能性ꎬ即可以通过改变点阵轮的点阵填充率ꎬ在
降低叶轮质量的同时使叶轮的气动性能实现在实心

轮和无填充轮之间的调控ꎬ从而满足某些特定工况

下的需要ꎮ
大叶片的形变情况直接影响叶轮结构的气动性

能ꎮ 在 ＣＡＤ 工程师对叶轮结构进行模型设计时ꎬ通
常在进行气动性能分析时ꎬ工程师是将压气机叶轮

作为刚体来处理ꎬ因此设计性能是一种理想化的结

果ꎮ 而实际工况下叶片形状往往受叶轮刚度、转速

等因素的影响ꎬ从而使得实际性能与设计性能发生

偏差ꎬ实际模型相较于设计模型偏差越大ꎬ造成的实

际气动性能与理想设计性能的不符合程度越大ꎬ这
是工程中不希望看到的ꎮ 气动性能受叶轮叶片的径

向变形和周向变形影响较大ꎬ而周向变形对气动性

能的影响又占主导[２７]ꎮ 路径 １ 上各位置变形值的

极差反映了叶片任意两位置变形的最大差值ꎬ当极

差值越大时ꎬ意味着叶片的畸变越大ꎮ 图 １５ 显示了

路径 １ 上径向变形和周向变形的极差值ꎬ其中无填

充轮的填充率为 ０ꎬ 实心轮的填充率为 １ꎮ 如

图 １５(ａ)所示ꎬ路径 １ 径向变形极差值随填充率的

增大逐渐降低ꎬ这意味着填充率为 ０ 的无填充轮的

畸变最大ꎬ而随着填充率的增大ꎬ畸变呈非线性减

小ꎬ填充率为 １ 的实心轮的畸变最小ꎬ这在理论上是

符合实际情况的ꎮ 对于路径 １ 的周向变形极差值ꎬ
则并非是随着填充率的增大ꎬ极差值降低ꎬ而是点阵

轮的极差值均小于无填充叶轮和实心叶轮ꎮ 这意味

着在叶轮实际运行时ꎬ点阵轮周向变形产生的畸变

反而会小于实心轮和无填充轮ꎮ 在本文工况下ꎬ当
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点阵填充率为 ０. ４ 时ꎬ叶轮的周向变形极差为

０. ０１９ ３１ ｍｍꎬ此时其径向变形极差为 ０. ０１３ ６４ ｍｍꎬ此
时其周向变形极差值比实心轮约低 ２３. ２５％ ꎬ比无

填充轮约低 ５５. ４６％ ꎮ 当点阵填充率为 ０. ６ 时ꎬ叶
轮的周向变形极差为 ０. ０２１ １７ ｍｍꎬ此时其径向变

形极差为 ０. ０１１ ５８ ｍｍꎬ此时其周向变形极差值比

实心轮约低 １５. ８６％ ꎬ比无填充轮约低 ５１. １６％ ꎬ这
意味着点阵轮实际运行时将比实心轮和无填充轮具

有更符合理论设计的气动性能ꎮ

图 １５　 路径 １ 径向和周向变形极差

Ｆｉｇ. １５ 　 Ｒａｎｇｅ ｂｅｔｗｅｅｎ ｒａｄｉａｌ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ａｎｄ ｃｉｒｃｕｍｆｅｒｅｎｔｉａｌ
ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｐａｔｈ １

图 １６ 显示了无填充轮、实心轮和晶格填充率为

０. ４ 的点阵轮大叶片的周向变形和径向变形云图ꎮ
为便于比较ꎬ本文将各个叶轮的仿真结果标尺调为

一致ꎮ 其中ꎬ图 １６(ａ)、１６(ｂ)、１６(ｃ)分别表示无填

充轮、点阵轮和实心轮大叶片的径向变形ꎬ图 １６(ｄ)、
１６(ｅ)、１６(ｆ)分别表示无填充轮、点阵轮和实心轮

的周向变形ꎮ 对比图 １６ 中各图ꎬ可以发现点阵轮大

叶片发生最大径向变形和周向变形的位置与实心轮

近似ꎬ二者的最大径向变形均位于大叶片底缘ꎬ而最

大周向变形均位于叶片外缘处ꎮ 无填充轮的最大径

向变形和最大周向变形与前二者相比有所差异ꎬ无
填充轮径向变形较大的区域在底缘分布更广ꎬ而产

生的最大径向变形分布也更靠近大叶片上缘叶梢的

位置ꎮ

图 １６　 无填充轮、实心轮和单晶格填充率为 ０. ４ 的点

阵轮大叶片周向和径向变形

Ｆｉｇ. １６ 　 Ｃｉｒｃｕｍｆｅｒｅｎｔｉａｌ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ａｎｄ ｒａｄｉａｌ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ
ｕｎｆｉｌｌｅｄ ｉｍｐｅｌｌｅｒꎬ ｓｏｌｉｄ ｉｍｐｅｌｌｅｒꎬ ａｎｄ ｌａｔｔｉｃｅ ｉｍｐｅｌｌｅｒ
ｗｉｔｈ ｆｉｌｌｉｎｇ ｒａｔｅ ｏｆ ０. ４

图 １７ 描述了不同叶轮的 ｖｏｎ￣Ｍｉｓｅｓ 应力在路径

１ 上的分布情况ꎬ其中图 １７(ａ)为路径 １ 的径向应力

分布ꎬ图 １７(ｂ)为路径 １ 的周向应力分布ꎬ图 １７(ｃ)
为路径 １ 的轴向应力分布ꎬ其中拉应力为正ꎬ压应力

为负ꎮ 图 １７(ｃ)上的应力分布ꎬ代表了叶片上缘受

拉或者受压的受力状态ꎮ 对于轴向ꎬ无填充轮和填

充率为 ０. ２ 的点阵轮叶片在 ２０ ~ ３０ ｍｍ 段受拉应

力ꎬ在２５ ｍｍ 处无填充轮拉应力最大为１３５. ３２ ＭＰａꎬ填
充率为 ０. ２ 的点阵轮在相同位置拉应力比无填充轮

约低 ５６. ９４％ ꎮ 实心轮和填充率分别为 ０. ８ꎬ０. ６ 和

０. ４ 的点阵轮在相同段处于压应力状态ꎬ实心轮压

应力最大ꎬ最大值为 ７１. １３７ ＭＰａꎬ而填充率为 ０. ８ꎬ
０. ６ 和 ０. ４ 的点阵轮压应力最大时相较于实心轮的

压力最大值仍比其低 ７. ５０％ ꎬ２４. ６９％ 和 ４６. ２９％ ꎮ
对于薄叶片而言ꎬ过大的压应力容易使叶片产生屈

曲失稳ꎬ所以点阵填充率在 ０. ２ ~ ０. ４ 时叶片的受力

状态更有利ꎬ优异的轴向受力性能可为设计更高转

速的压气机叶轮提供强度保证ꎮ 对比图 １７ 中路径

１ 各方向的 ｖｏｎ￣Ｍｉｓｅｓ 应力分布情况ꎬ发现点阵轮的

应力分布与形变分布有着相似的分布规律:点阵轮

各个方向上的应力均位于无填充叶轮和实心叶轮之

间ꎬ并且随着点阵填充率由 ０. ２ ~ ０. ８ 的等差增大ꎬ
各个方向的应力分布曲线逐渐由无填充叶轮向实心

轮趋近ꎬ并且这种趋近是非线性的ꎬ随着点阵填充率

更加接近于实心轮ꎬ趋近的速度逐渐变小ꎮ 这种分

布规律恰好能验证点阵轮的刚度确实是位于无填充

轮和实心轮之间的ꎮ 保证叶轮在合理的刚度条件

下ꎬ最大化的实现轻量化设计ꎬ在工程上是需要的ꎮ
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图 １７　 路径 １ 应力

Ｆｉｇ. １７　 Ｓｔｒｅｓｓ ｏｆ ｐａｔｈ １

　 　 路径 ２ 位于叶轮轮毂小轴孔处ꎬ由于实际转动

时叶轮不产生周向和径向位移ꎬ但在“惯性力”作用

下ꎬ该位置承受了较大荷载ꎬ因此ꎬ只研究路径 ２ 的

ｖｏｎ￣Ｍｉｓｅｓ 应力分布情况ꎮ 图 １８ 描述了各种叶轮在

路径 ２ 上的 ｖｏｎ￣Ｍｉｓｅｓ 应力分布ꎮ 其中ꎬ图 １８( ａ)、
１８(ｂ)、１８(ｃ)分别表示路径 ２ 上的径向、周向和轴

向应力ꎮ 对比图 １８ 中各图ꎬ发现在路径 ２ 上ꎬ径向

应力占主导ꎮ ３ 个方向上的应力ꎬ仍然具有与路径 １
相似的规律:点阵轮的应力分布介于无填充叶轮和

实心叶轮之间ꎬ随着点阵填充率的增大ꎬ叶轮在路

径 ２上的应力分布曲线逐渐向实心轮靠近ꎮ 不同的

是ꎬ这种趋近相对于路径 １ 更接近于线性ꎮ

图 １８　 路径 ２ 应力

Ｆｉｇ. １８　 Ｓｔｒｅｓｓ ｏｆ ｐａｔｈ ２

４　 结　 论

１)在单胞填充率为 ０. ２、０. ４、０. ６ 和 ０. ８ꎬ单胞

尺寸为 ２ ｍｍ 下ꎬ点阵轮的质量相对于实心轮可分

别降低 ２３. ６９％ 、１７. ０８％ 、１２. １６％和 ６. ５３％ ꎮ 在对

３ 种压气机叶轮进行有限元分析后ꎬ发现无论是点

阵轮、无填充轮还是实心轮ꎬ三者的最大变形均位于

叶轮大叶片外缘处ꎬ且变形沿径向向外逐渐增大ꎬ最
大应力则位于叶轮轮毂小轴孔处ꎮ 对于单胞填充率

为 ０. ４ 的点阵轮ꎬ其内部点阵域的变形也满足沿径

向向外逐渐增大的规律ꎬ点阵域的最大变形幅值为

０. ０２４ ２ ｍｍꎬ点阵域的最大应力幅值为 ２４０. ７５ ＭＰａꎮ
２)路径 １ 上 ３ 个方向的变形或应力分布以及路

径 ２ 上的应力分布ꎬ点阵轮均位于无填充轮与实心

轮之间ꎬ随着点阵填充率增大ꎬ点阵轮的应力或变形

分布曲线逐渐由趋近无填充轮向实心轮趋近ꎮ 这意

味着点阵轮的刚度与变形可以通过改变点阵填充率

在实心轮和无填充轮之间实现自由调控ꎬ即存在这

种可能性ꎬ通过改变点阵填充率ꎬ使叶轮性能满足特

定工况下的需要ꎮ
３)各填充率下点阵轮的周向变形极差值均小

于无填充轮和实心轮ꎮ 对于填充率为 ０. ４ 的情况ꎬ
其周向变形极差值比实心轮约低 ２３. ２５％ ꎬ比无填

充轮约低 ５５. ４６％ ꎮ 这意味着点阵轮将具有更好的

周向抗畸变能力和更高的工作效率ꎮ 同时ꎬ对于轴

向应力ꎬ无填充轮和填充率为 ０. ２ 的点阵轮叶片在

２０ ~ ３０ ｍｍ 段受拉应力ꎬ填充率为 ０. ２ 的点阵轮在

相同位置拉应力比无填充轮约低 ５６. ９４％ ꎮ 实心轮

和填充率分别为 ０. ８ꎬ０. ６ 和 ０. ４ 的点阵轮在相同段

处于压应力状态ꎬ点阵轮压应力最大值比实心轮压

力最大值分别低约 ７. ５０％ ꎬ２４. ６９％和 ４６. ２９％ ꎮ 对

于薄叶片而言ꎬ过大的压应力容易使叶片产生屈曲

失稳ꎬ所以点阵填充率在 ０. ２ ~ ０. ４ 时叶片的受力状

态更有利ꎮ
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