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摘    要 ：复合材料储氢气瓶是高压气态储氢最有效的解决方案，其中塑料内胆碳纤维全缠绕气瓶 (IV 型气瓶)

是储氢气瓶发展的重要方向。精确预测 IV 型气瓶的爆破压力与失效方式是 IV 型气瓶轻量化设计的基础。目

前气瓶失效预测方法多基于传统层合模型建立，未考虑螺旋缠绕过程中纤维交叉起伏形态影响。本文基于数

值和实验方法，探究了纤维起伏形态对纤维拉伸强度的影响规律，进而发展了一种考虑纤维强度折减效应

的 IV 型气瓶折减分析方法。使用该方法预测 3 种铺层 IV 型气瓶的爆破压力和失效模式，并与不考虑纤维强

度折减效应的传统分析方法进行对比。通过开展气瓶爆破实验，验证了考虑折减分析方法能更准确预测气瓶

失效位置与形式，减小爆破压力预测误差，最大误差从+15.42% 降低到+6.07%。
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Abstract：Composite material hydrogen storage cylinders are the most effective solution for high-pressure gaseous

hydrogen  storage.  The  carbon  fiber  fully  wrapped  plastic  liner  cylinder  (Type  IV  cylinder)  is  the  most  important

potential  in  the  development  of  hydrogen  storage.  Accurately  predicting  the  burst  pressure  and  failure  mode  of

type  IV  cylinders  is  basement  for  the  lightweight  design  of  these  cylinders.  Current  burst  failure  prediction

methods are developed base on traditional laminated structural models, where the influence of fiber bundles cross

undulation  that  occurs  during  the  helical  winding  process  are  not  considered.  This  paper  comprehensively

investigated  the  influence  of  fiber  bundles  cross  undulation  on  the  fiber  strength  by  combining  numerical  and 
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experimental  approaches,  and  a  failure  prediction  method  which  takes  into  account  of  the  strength  knock-down

effect  was  developed  for  type  IV  cylinders.  The  burst  pressures  and  failure  locations  of  three  different  types  of  IV

cylinders were  predicted  and  compared  with  the  ones  that  predicted  by  traditional  method  which  does  not  con-

sider the strength knock-down effect.  The physical  bursting experiments were conducted, and the results validate

that the numerical analysis method considering the strength knock-down effect can give more accurate prediction

of the failure location and reduce the prediction error of the bursting pressure, the maximum error is reduced from

+15.42% to +6.07%.

Keywords：  composite；type IV cylinder；cross undulation feature；strength reduction；burst failure

随着全球能源结构的转型和对清洁能源需求

的不断增长，氢能作为一种清洁、高效的能源载

体，正逐渐成为新能源领域的研究热点[1-3]。然而，

氢能的高效储存和运输是实现其广泛应用的关键

技术挑战之一。在众多储氢技术中，纤维缠绕复

合材料高压储氢技术因技术成熟度和成本优势，

被广泛应用于航空航天和交通运输领域 [4-7]。复合

材料缠绕层作为载荷承担的主体，是决定气瓶结

构承载能力和安全性的重要因素。爆破压力是高

压储氢容器设计的关键指标之一。为提高复合压

力容器的结构效率，降低储氢成本，通常在设计

阶段使用有限元方法对缠绕结构的爆破行为进行

分析并对缠绕层进行优化。目前储氢气瓶的有限

元分析中，直接将气瓶缠绕层看作不同角度纤维

层的堆叠，基于层合结构数值模型对纤维缠绕储

氢气瓶的结构性能进行评估 [8-10]。但纤维束在螺旋

缠绕过程中会产生交叉起伏，直接采用层合数值

模型难以考虑交叉起伏形态特征对缠绕层力学性

能的影响 [11-15]，影响爆破压力预测结果的准确性。

已有研究发现纤维束的交叉起伏会降低复合

材料的力学性能 [16-18]。Shen 等 [19] 建立了一种介观

模型来研究纤维交叉起伏对缠绕复合材料刚度的

影响，证明了纤维交叉起伏会产生显著影响纤维

缠绕复合材料 (Filament-wound composites，FWC)

的弹性参数，并提出，缠绕纤维束厚度也是影响

力学性能的一个关键因素。Henry 等 [20] 研究了纤

维缠绕圆筒在压缩载荷下损伤行为，发现纤维起

伏会降低纤维缠绕圆筒的压缩强度。Chang 等 [21]

研究了缠绕圆筒在拉伸、扭转和多轴载荷下的损

伤响应，结果表明纤维损伤首先出现在缠绕交叉

起伏区域，并沿此区域扩展。Chang 等 [22] 进一步

建立缠绕圆筒全尺寸模型，基于缠绕特征区域赋

予材料属性，结果证明这种模型可以模拟缠绕圆

筒的损伤过程。Hameed 等 [23] 提出了一种模拟缠

绕图案特征的压力容器分区建模方法。与传统的

有限元模型相比，该模型可以捕捉缠绕图案对应

变分布的影响。Arellano 等 [24] 则采用数字图像相

关技术 (DIC) 对缠绕平板应变分布进行了监测，验

证了分区建模方法的合理性。在此基础上，肖磊

等 [25] 使用数值仿真和实验手段相结合的方法进一

步对比了 FWC 平板和标准层合复合材料 (Standard

laminate  composites， SLC) 平 板 的 应 变 分 布 ， 结

果证明缠绕结构菱形特征图案中部纤维交叉起伏

区域存在明显的应变集中现象，是导致该区域损

伤起始的主要原因。

在复合材料气瓶结构设计中，有限元分析是

常用的手段之一 [26]。当前报道的建模类型包括轴

对称模型[11] 和三维模型[15] 两大类。根据 Lekhnitskii

假设 [27]，材料围绕一个轴是对称的，使用轴对称

模型不会影响爆破压力结果，并且可以有效提高

计算效率 [28]。相比轴对称模型，三维模型可以考

虑纤维缠绕变角度等特征，开展基于三维尺度的

水压爆破和低速冲击分析 [29-30]，可提供更高的分

析精度。三维壳单元模型通过在壳结构上定义复

合材料厚度和方向模拟气瓶结构 [31-35]，从而降低

气瓶建模的难度。壳单元在建模难度和计算效率

上具有优势 [36-38]，但三维实体单元 [39-42] 更能反映

缠绕层的几何特征，更适合于精确计算和捕捉复

合材料层间的损伤行为。为了研究结构失效机制，许

多损伤失效模型被应用在气瓶有限元分析中，包

括 Hashin 失效准则[43]、Puck 失效准则[31]、Hashin–

Rottem 失效准则 [35] 等。为了提高三维实体模型的

计算效率，减少结构模型的尺寸，借助周期性边

界条件，建立气瓶的 1/4[44]、1/12[8] 和 1/72[39] 模型，

是当前常用的有效手段。

在已有的文献报道中，气瓶多基于简化的轴

对称模型和三维模型，将缠绕层假设为层合结构

进行分析，忽略了纤维缠绕结构中的纤维交叉起

伏对纤维方向强度的影响。但对缠绕结构的研究

已经表明，纤维交叉起伏会影响缠绕结构的力学

性能。因此在复合材料气瓶结构分析中，忽略纤

维交叉起伏影响会减低预测精度，难以准确分析
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缠绕结构的失效模式和强度。虽然通过建立包含

纤维束形态的气瓶介观模型，可以直接考虑纤维

束 交 叉 起 伏 特 征 ， 但 与 平 板 模 型 和 圆 筒 模 型 相

比，气瓶模型更为复杂，在复合材料气瓶结构分

析中使用该方法会显著增加建模难度，并降低计

算效率。

为 了 评 估 纤 维 束 介 观 交 叉 起 伏 形 态 的 影 响 ，

实现气瓶爆破行为的准确预测，并兼顾计算效率，

本文提出一种考虑纤维强度折减效应对气瓶层合

模型进行修正的爆破失效分析方法 (折减分析方

法)，并与不考虑纤维强度折减效应的爆破失效分

析方法 (传统分析方法) 进行了对比。首先，采用

实验和数值模拟相结合的方法研究纤维交叉起伏

特征对缠绕平板拉伸行为的影响机制，探索缠绕

参数对纤维拉伸强度的影响规律。然后，通过对

传统层合模型分析方法中各角度缠绕层纤维方向

拉伸强度进行修正，发展了一种考虑纤维交叉起

伏影响的 IV 型气瓶爆破行为预测数值分析方法。

最后，分别使用折减分析方法和传统分析方法，

开展 3 种不同铺层 IV 型气瓶的爆破失效分析，并

与对应铺层的气瓶水压爆破试验结果进行对比，

验证本文提出的 IV 型气瓶爆破失效分析方法的准

确性。 

1    纤维强度折减效应研究
在纤维螺旋缠绕过程中，会形成一个以纤维

交叉起伏为特征的区域，如图 1 所示。由纤维交

叉引起的纤维束起伏可能会影响复合材料的拉伸

强度。纤维强度折减效应研究选择了一个含纤维

交叉起伏的特征区域作为研究对象，制备了纤维

缠绕的 FWC 平板试样，用来模拟典型的纤维束交

叉起伏特征。同时制备了相同角度的标准层合结

构的 SLC 平板试样作为对照组。沿纤维的+α°方向，

对两类试样进行了单向拉伸的实验和仿真的对比

分析，获得纤维交叉起伏结构的强度折减规律。 

1. 1    实  验

首先进行 FWC 平板和 SLC 平板试样制备。如

图 2 所示，将预浸料裁成长 400 mm、宽 6 mm 的

预浸带，模拟缠绕过程交叉铺贴获得缠绕平板，

铺贴过程不考虑张力作用，采用真空袋压法制备

了 4 组缠绕角度为±10°、±20°、±30°和±40°的 FWC

平 板 试 样 。 作 为 对 比 ， 制 备 了 4 组 相 同 角 度 的

SLC 平 板 试 样 。 试 样 整 体 厚 度 为 0.43 mm， 共 两

层，其中试样长度方向沿着+α°纤维束方向，实际

平板试样的纤维束夹角为 2α°。

在电子万能试验机 (LD23.104，力试科学仪器

有 限 公 司 ) 上 对 试 样 进 行 拉 伸 试 验 ， 参 考 标 准

ASTM D3039[45] 进 行 加 载 ， 并 使 用 DIC 设 备 (Vic-

2D，Correlated Solutions Europe) 监测加载过程中

试样表面的位移场和应变场，如图 3 所示。为确

保 DIC 方法监测应变场的准确性，在试验前先对

试样表面进行散斑喷涂。然后进行试样和设备安

装，在加载过程中设置拍摄频率为 1 Hz，拉伸位

移速度为 2 mm/min。拉伸载荷通过试验机传感器

获得，实际位移通过 DIC 的非接触式引伸计获得。 

1. 2    有限元分析

基于 ABAQUS/Explicit 求解器建立了三维有限

元模型，采用 Hashin 失效起始准则和渐进损伤演

化方式模拟 FWC 平板和 SLC 平板试样的拉伸失效

行为。为了在模型中准确建立纤维交叉起伏的细

节特征，使用光学显微镜拍摄并测量了不同缠绕

角度下 FWC 平板试样截面参数，如图 4(a) 所示。

 

Cross-undulation region

Sample region

Tensile direction

+α° fiber

−α° fiber

图 1    纤维缠绕图案特征单元

Fig. 1    Schematic diagram of fiber winding pattern

 

Prepreg layup Vacuum pumping

Curing molding

±10°-FWC ±20°-FWC ±30°-FWC ±40°-FWC

FWC−Filament-wound composites

图 2    固化成型和拉伸试样

Fig. 2    Curing process and tensile specimens
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将测量的起伏角度作为评估缠绕结构起伏特征的

关键参数。同时为了建立双层厚度的纤维缠绕结

构平板模型，进行缠绕层厚度对纤维折减系数影

响的研究，进一步制备了双层厚度的缠绕结构试

样，并测量了这些试样交叉区域的起伏角度，如

图 4(b) 所示。图 4(c)、图 4(d) 为单层和双层 FWC

试样的纤维起伏角度随缠绕角度的变化规律，单

层厚度试样平均起伏角度分别为 7.6°、 7.7°、 8.1°

和 8.6°，双层厚度试样的平均起伏角度分别为 9.3°、

10.3°、11.6°和 12.7°。

在 Abaqus 有 限 元 软 件 中 建 立 了 FWC 平 板 和

SLC 平板的有限元模型。SLC 平板的有限元模型

和边界条件设置如图 5 所示，在左侧加载区域的

上下表面施加固定约束，在右侧加载区域施加位

移加载，加载速率与试验一致。样品的拉伸区域

长度为 100 mm，为了避免边界处的应力集中导致

样品过早失效，在拉伸区域的左侧和右侧各 7 mm

长度区域内未设置材料失效，而在拉伸区域中间

的 86 mm 长度区域内考虑了材料失效。
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图 4    起伏角度 (α) 随缠绕角度变化：(a) 单层纤维的起伏形态；(b) 2 层纤维的起伏形态；(c) 单层纤维变化规律；(d) 2 层纤维变化规律

Fig. 4    Variations of undulation angle (α) with the winding angle: (a) Undulation feature of single layer; (b) Undulation feature of 2 layers;

(c) Variation curve of single layer; (d) Variation curve of 2 layers
 

根据显微镜观察到的 FWC 平板试样截面交叉

起伏几何特征，建立了 FWC 平板试样的细节模型，

如图 6 所示。模型中的纤维起伏角度与测量的纤

维起伏平均角度相同，在交叉起伏边缘和纤维束

之间的间隙存在，并使用树脂对这些间隙进行了

 

Testing machine

Computer Light source Camera

DIC

DIC−Digital image correlation technology

图 3    实验装置和加载方式

Fig. 3    Experimental equipment and loading apparatus

 

50 7 86 7 50
Unit: mm

User material zone

图 5    标准层合复合材料 (SLC) 平板模型和加载条件

Fig. 5    Model of standard laminate composites (SLC) plate and

its loading conditions
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填充。图 7 为建立的 FWC 平板的有限元模型，边

界条件和加载方式与试验保持一致。在 FWC 平板

左 侧 宽 50 mm 区 域 上 下 表 面 施 加 固 定 约 束 ， 在

FWC 平板右侧宽 50 mm 区域上下表面设置向右的

拉伸位移载荷，加载速率与试验一致。为避免边

界应力集中导致样品过早失效，试样中间宽 86 mm

区域的复合材料设置了材料失效，两侧 7 mm 区域

未设置材料失效。

单向纤维束材料参数的弹性模量、泊松比和

极限强度等参数通过试验测试获得，试验测试参

考 ASTM 测试标准 [45-49]，详见表 1。

采用 Hashin 失效准则对纤维和基体的起始损

伤进行判定，采用基于能量的线性本构描述材料

损伤起始后的演化行为。平板拉伸失效分析和气

瓶的爆破分析采用相同的失效准则，如下式：

纤维拉伸失效 (σ11 > 0)：(
σ11

XT

)2

⩾ 1 (1)

纤维压缩失效 (σ11 < 0)：(
σ11

XC

)2

⩾ 1 (2)

基体拉伸失效 (σ22 > 0)：(
σ22

XT

)2

+

(
σ12

S 12

)2

+

(
(σ23)2+σ22σ23

S 23

)2

⩾ 1 (3)

 

(a) (b)

图 6    FWC 平板中纤维交叉起伏形态：(a) 实验观测截面图；

(b) 建模示意图

Fig. 6    Undulation of fiber bundle in FWC plate: (a) Experimental image;

(b) Modeling image
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图 7    不同缠绕角度 FWC 平板有限元模型：(a) ±10°；(b) ±20°；(c) ±30°；(d) ±40°

Fig. 7    Finite element (FE) models of FWC plates with different winding angles: (a) ±10°; (b) ±20°; (c) ±30°; (d) ±40°

 

表 1    单向纤维束材料参数

Table 1    Material properties of unidirectional fiber bundle
 

Items Value

Longitudinal modulus, E11/GPa 125.4

Transverse modulus, E22 =E33/GPa 7.7

In-plane shear modulus, G12=G13/GPa 3.8

Out-of-plane shear modulus, G23/GPa 4.8

Major Poisson's ratio, μ12 = μ13 0.33

Through-thickness Poisson's ratio, υ23 0.35
Longitudinal tensile strength, XT/GPa 2.18

Longitudinal compressive strength, XC/GPa 1.2

Transverse tensile strength, YT/MPa 60

Transverse compressive strength, YC/MPa 140

Density of laminate, ρ/(kg·m−3) 1 600

Tensile fracture energy of fiber, Gft/(N·mm−1) 133

Compressive fracture energy of fiber, Gfc/(N·mm−1) 40

Tensile fracture energy of matrix, Gmt/(N·mm−1) 0.6

Compressive fracture energy of matrix,Gmc/(N·mm−1) 2.1

Elastic modulus of resin, E/GPa 3.0

Density of resin, ρr/(kg·m−3) 1 200
Poisson's ratio of resin, μ 0.3
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基体压缩失效 (σ22 < 0)：(
σ22

S 22

)2

+

(
σ22+σ33

YC

)( YC

2S 23

)2

−1

+
(σ2

23−σ22σ23)

S 2
23

+

(
σ12

S 12

)2

+

(
σ13

S 13

)2

⩾ 1 (4)

面内损伤演化：

di =max

0,min

1, εfeq
εeq−ε0eq

εeq(εfeq−ε0eq)


 (5)

ε0eq

εfeq

εeq

其中：XT、XC 分别为纤维方向拉伸和压缩强度；

YC 为垂直于纤维方向压缩强度；S22 为垂直于纤

维方向拉伸强度；S12、S13、S23 为剪切强度；σ11、

σ22 分别为纤维方向和垂直于纤维方向的正应力；

σ12、σ13 和 σ23 为剪切应力； 为复合材料结构

失效起始状态下的等效应变； 为复合材料结构

完全失效状态下的等效应变； 为复合材料结构

当前状态下的等效应变 [50]。 

1. 3    结果对比与分析

图 8 为 0.43 mm 厚 度 4 组 不 同 缠 绕 角 的 FWC

平板和 SLC 平板拉伸实验的位移-载荷曲线。在加

载过程中加强片和试件之间会发生滑动，为了使

位移值更接近实际值，位移值使用 DIC 系统的电

子引伸计功能测量，载荷值采用试验机记录的加

载力。从图中发现，FWC 平板的极限强度低于相

同角度的 SLC 平板试件，FWC 平板的承载能力显

著降低。与相同角度的 SLC 平板对比，FWC 平板

刚 度 分 别 降 低 了 3.70%、 2.93%、 1.50% 和 0.55%，

均小于 5.00%。 FWC 平板刚度降低并不明显，因

此本文重点讨论纤维强度折减效应。

图 9 和图 10 分别为实验和有限元分析中得到

的 FWC 平板和 SLC 平板的长度方向应变场 (εyy)。

两者结果相比，FWC 平板的实验和模拟应变场都

表现出应变集中。相反，SLC 平板的应变场没有

显示出应变集中，尽管位移增加，SLC 平板的表

面应变保持着相对均匀的分布。有限元与实验的

表面应变结果具有良好的一致性。

图 11 为 两 种 平 板 各 角 度 仿 真 (FEA) 和 实 验

(EXP) 的位移-载荷曲线及 FWC 平板的纤维拉伸失
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图 8    FWC 平板和 SLC 平板的位移-载荷试验曲线：(a) ±10°；(b) ±20°；(c) ±30°；(d) ±40°

Fig. 8    Experimental displacement-load curves of FWC and SLC plate specimens: (a) ±10°; (b) ±20°; (c) ±30°; (d) ±40°
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效云图。结果表明，仿真与实验所得的平板拉伸

刚度高度一致，且在拉伸极限强度方面的误差较

小，这验证了数值分析与实验结果之间具有很好

的一致性。右侧云图为 FWC 平板纤维拉伸失效过

程仿真结果。图 11 中载荷达到 a 点时，FWC 平板

少数单元应力水平达到纤维拉伸起始失效判据，

单元开始失效，单元刚度出现退化；随着继续载

荷 达 到 b 点 ， 失 效 面 积 逐 渐 扩 展 ； 最 终 加 载 至

c 点，缠绕交叉区域多数单元完全失效，FWC 平

板失去承载能力。

图 12 为 4 000 N 载荷下 FWC 平板+α°层拉伸方

向应变云图和纤维方向应力云图。可知，当载荷

均为 4 000 N 时， FWC 平板在纤维交叉起伏区域

均出现了明显的应变集中和应力集中现象，且随

着缠绕角度的增大，应变集中和应力集中效果越

明显，拉伸方向最大应变从 0.0127 增加到 0.0143，

纤维方向最大应力从 1 713 MPa 增加到 1 986 MPa。

同时，应变集中和应力集中的区域与纤维起伏的

区域重合。据此可知，+α°层的起伏是导致应变集

中和应力集中产生的原因，使纤维过早达到其极

限拉伸强度，进而导致 FWC 平板的承载能力下降。

缠绕角度增加，纤维起伏角度越大，承载能力下

降效果越明显，纤维强度折减效应越显著。由此

分析，当相同角度缠绕层厚度增加时，纤维起伏

角度也会增加，并使承载能力进一步下降，纤维

强度折减效应更加显著。 

1. 4    纤维强度折减系数

图 13 为有限元分析两种厚度试样的拉伸失效

载荷结果。可以发现，所有 FWC 平板的拉伸失效

载 荷 都 低 于 对 应 的 SLC 平 板 。 定 义 FWC 平 板 与

SLC 平板的最大失效载荷之比为纤维强度折减系

数，则纤维强度折减系数的变化规律如图 14 所示。

单 层 板 的 不 同 缠 绕 角 度 的 强 度 折 减 系 数 分 别 为

0.93、0.91、0.90 和 0.89。双层平板不同缠绕角度

的 纤 维 强 度 折 减 系 数 分 别 为 0.80、 0.78、 0.70 和

0.68。随着缠绕角度变大，强度折减系数逐渐降

低。同时缠绕层厚度的增加，相同缠绕角度的纤

维强度折减系数也显著降低。
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图 9    数字图像相关技术 (DIC) 监测 FWC 平板和 SLC 平板长度方向应变 (εyy) 结果：(a) ±10°；(b) ±20°；(c) ±30°；(d) ±40°

Fig. 9    Distribution of vertical strain (εyy) of FWC and SLC plates monitored by DIC: (a) ±10°; (b) ±20°; (c) ±30°; (d) ±40°
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根据图 14 中的纤维强度折减系数随缠绕角度

和厚度的变化规律，建立纤维强度折减系数随厚

度和角度的线性拟合公式，如下式所示：

κ =
(tf − t2)
(t1− t2)

(κ1− κ2)+ κ2 (6)

κ1 κ2 κ1

κ2

式中：κ表示纤维强度折减系数； t1 和 t2 表示本

文中使用的单层和双层预浸料的厚度； tf 表示缠

绕 单 层 的 厚 度 ； 和 的 表 示 式 分 别 为 ： =

0.94−0.0013α和 =0.85−0.0044α；α表示当前的缠

绕角度。
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图 10    FWC 平板和 SLC 平板长度方向仿真应变结果：(a) ±10°；(b) ±20°；(c) ±30°；(d) ±40°

Fig. 10    Numerical predicted distribution of vertical strain fields of FWC and SLC plates: (a) ±10°; (b) ±20°; (c) ±30°; (d) ±40°
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图 11    仿真和实验位移-载荷曲线和 FWC 平板纤维拉伸失效演化：(a) ±10°；(b) ±20°；(c) ±30°；(d) ±40°

Fig. 11    Simulation and experimental displacement-load curves and the evolution of fiber tensile failure in FWC plate: (a) ±10°; (b) ±20°; (c) ±30°; (d) ±40°
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当缠绕制品的纤维束带宽为 6 mm，缠绕螺旋

层厚度在 0.4~0.8 mm，缠绕角度范围在±10°~±40°

之间，可以使用式 (6) 对纤维拉伸强度进行折减

分析。本文的气瓶数值分析中，使用该经验公式

对气瓶不同缠绕层的拉伸强度进行折减，开展进

一步的气瓶爆破失效分析，并与未考虑强度折减

的分析方法进行了对比。 

2    基于纤维强度折减效应的气瓶数值分析
基于本文提出的纤维强度折减效应，对 3 种

不同铺层的 IV 型气瓶进行爆破行为预测，分别使

用不考虑纤维强度折减效应的传统分析方法和考

虑纤维强度折减效应的折减分析方法对气瓶爆破

压力和爆破失效位置进行数值分析预测。

图 15 为气瓶数值分析框架。在气瓶数值分析

中，首先建立包含变厚度分层信息的气瓶三维模

型，并对气瓶划分网格。然后计算缠绕层不同位

置的变角度信息后，将角度信息赋予在模型网格

上。随后将考虑纤维强度折减效应的 VUMAT 材

料参数赋予在气瓶缠绕层几何模型上，并赋予内

胆对应的材料属性，继续设置模型的接触属性和
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图 12    4 000 N 载荷下 FWC 平板+α°层云图：(a) 拉伸方向应变；(b) 纤维方向应力

Fig. 12    FWC plate +α° layer nephogram under 4 000 N: (a) Strain in the tensile direction; (b) Stress in the fiber direction
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图 13    有限元分析预测的 FWC 平板和 SLC 平板拉伸失效载荷对比：(a) 单层厚度；(b) 双层厚度

Fig. 13    Comparison of tensile failure loads of FWC and SLC plates predicted by finite element analysis (FEA): (a) 1-layer thickness; (b) 2-layers thickness
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图 14    纤维强度折减系数随厚度和缠绕角度变化

Fig. 14    Variation of strength reduction factors with winding angle

and thickness
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边界条件，最后提交计算进行气瓶的渐进损伤有

限元分析。 

2. 1    铺层信息和材料参数

使用图 16 所示的 9 L-IV 型气瓶内胆进行铺层

设计。筒身为高密度聚乙烯 (HDPE) 材料，两端

金属封头 (BOSS) 为 6061-T6 铝合金材料。筒身长

度 400 mm，外径 164 mm，厚度 5 mm，采用椭圆

形封头，长轴为 82 mm，短轴为 53 mm，极孔半

径为 23 mm。为了验证本文提出的折减分析方法

在不同爆破失效模式下的预测精度和适用性，设

计了 3 种不同铺层，铺层信息如下：

A：[±14°/±90°/±90°/±25°/±90°/±35°/±90°/±14°]；

B：[±14°/±90°/±90°/±25°/±90°/±35°/±90°/±90°]；

C：[±14°/±90°/±25°/±90°/±35°/±35°/±90°/±14°]。
  

26 49

400

5

HDPE
Unit: mm

Φ
4
6

Φ
3
0

Φ
1
5
4

Al-6061-T6

HDPE−High density polyethylene; ф−Diameter

图 16    9 L-IV 型内胆尺寸

Fig. 16    Dimensions of the 9 L-IV type liner
 

螺 旋 层 纤 维 方 向 拉 伸 强 度 XT 取 折 减 后 对 应

强度值，一个循环的螺旋层厚度为 0.5 mm，根据

对 纤 维 强 度 折 减 系 数 的 经 验 公 式 计 算 ， 最 终

±14°、 ±25°及 ±35°螺 旋 缠 绕 层 的 纤 维 强 度 折 减 系

数 分 别 为 0.90、 0.88 和 0.86， 对 应 折 减 后 的 螺 旋

层 纤 维 拉 伸 强 度 分 别 为 2 250 MPa、 2 200 MPa 和

2 150 MPa。 本 文 所 用 IV 型 气 瓶 材 料 中 的 复 合 材

料缠绕层 [51]、BOSS[52] 和筒身 HDPE 内胆 [53] 的材料

属性如表 2 所示。
 

2. 2    模型与边界条件

建立气瓶的 1/360 模型，单元类型为 C3D8R，

模型共计 26 318 个单元，如图 17 所示。在气瓶剖

面施加周期性边界条件，根据气瓶爆破试验工况

建立边界条件：在气瓶左侧接头处设置为沿轴向
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图 15    基于纤维强度折减效应的气瓶数值分析框架

Fig. 15    Numerical analysis framework for cylinders based on the effect of strength reduction effect

 

表 2    IV 型气瓶材料力学性能参数

Table 2    Type IV cylinder material mechanical parameters
 

Item Value
Longitudinal modulus, E11/GPa 154
Transverse modulus, E22 =E33/GPa 11.4
In-plane shear modulus, G12=G13/GPa 4.8
Out-of-plane shear modulus, G23/GPa 3.8
Major Poisson's ratio, μ12 = μ13 0.3
Through-thickness Poisson's ratio, υ23 0.33
Longitudinal tensile strength, XT/GPa 2.5
Longitudinal compressive strength, XC/GPa 1.2
Transverse tensile strength, YT/MPa 70
Transverse compressive strength, YC/MPa 180

Density of laminate, ρ/(kg·m−3) 1 600
Tensile fracture energy of fiber, Gft/(N·mm−1) 133
Compressive fracture energy of fiber, Gfc/(N·mm−1) 40
Tensile fracture energy of matrix, Gmt/(N·mm−1) 0.6
Compressive fracture energy of matrix,Gmc/(N·mm−1) 2.1
Elastic modulus of HDPE, E/GPa 1.1
Poisson's ratio of HDPE, μ 0.38
Yield strength of HDPE, σs/MPa 22.9
Ultimate strength of HDPE, σb/MPa 25

Fracture elongation of HDPE, δ/% >600
Elastic modulus of BOSS, E/GPa 69
Poisson's ratio of BOSS, μ 0.324
Yield strength of BOSS, σs/MPa 298
Ultimate strength of BOSS, σb/MPa 330
Fracture elongation of BOSS, δ/% 12

Note: BOSS−Bolted opening support structure.
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的固定约束，避免发生刚体位移；内胆的塑料部

分和金属 BOSS 部分的接触属性设置为 Tie，模拟

两者之间的固定效果；内胆外表面与缠绕层内表

面的接触属性设置为 Tie，模拟两者之间的粘接

效 果 。 气 瓶 内 表 面 施 加 100 MPa 压 力 (P)， 基 于

Hashin 失效准则进行分析，基于能量的线性本构

描述材料损伤起始后的演化行为，实际爆破压力

以缠绕层纤维贯穿损伤为判断依据。

  
(a)

(b) (c)

Tie

P

P−Pressure

图 17    IV 型气瓶模型：(a) 整体模型和载荷；(b) 封头；(c) 过渡区域

Fig. 17    Type IV cylinder model: (a) Global model and loading;

(b) Dome; (c) Transition region
  

3    气瓶制备与水压测试
为了验证两种预测方法的准确性，根据 3 种

缠绕线型制备了对应的 IV 型气瓶，并进行了水压

爆破测试。

制备过程如图 18 所示，采用湿法缠绕工艺，

对 IV 型 气 瓶 进 行 缠 绕 制 备 。 内 胆 主 体 材 料 为

HDPE， BOSS 材 料 为 6061-T6 铝 合 金 。 碳 纤 维 缠

绕层材料为光威 TZ700-24 K 级碳纤维增强树脂基

复合材料，树脂为博汇 EpoTech®425 型环氧树脂。

气瓶内胆使用滚塑工艺制成，通过滚塑模具将铝

合金 BOSS 和聚乙烯内胆滚塑一体成型。根据湿

法缠绕工艺要求，缠绕前先将树脂和固化剂按比

例混合，倒入到胶槽中，纤维束经过胶槽滚轮浸

润树脂后，连接到丝嘴位置，然后缠绕到瓶身位

置 。 缠 绕 路 径 由 一 台 六 轴 五 联 动 数 控 缠 绕 机

(SLW01.6-500-4/1-5000CNC，湖南江南四棱数控有

限公司) 控制，通过 CADWIND 软件编写的环向缠

绕 和 螺 旋 缠 绕 程 序 ， 将 纤 维 束 按 照 缠 绕 层 顺 序

缠绕在气瓶表面。缠绕完成后，将气瓶安装到旋

转固化炉中，按照树脂固化曲线设置温度，经固

化 成 型 后 ， 得 到 碳 纤 维 增 强 树 脂 基 体 (Carbon

fiber reinforced polymer， CFRP) 复 合 材 料 储 氢 气

瓶试样。

如图 19(a) 所示，根据标准 GB/T 15385−2022

 《气瓶水压爆破试验方法》 [54]，使用水压爆破试

验机 (EHM-8102，深圳市恩普达工业系统有限公

司) 对 IV 型气瓶进行爆破测试。爆破前首先将在

气瓶内部灌满水并排除内部空气，防止在爆破瞬

间内部空气造成的碎片飞溅，损坏试验设备或者

危害人身安全。然后使用高压水管连接爆破试验

机和气瓶，水管和气瓶之间使用转接头连接，用

生胶带和橡胶圈保证密封性。将气瓶放置在钢筒

中，防止爆破碎屑飞出。最后启动试验机，加压

开始爆破测试。测试装置如图 19(a) 所示。
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Filament winding
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CFRP−Carbon fiber reinforcedpolymer; PE−Polyethylene

图 18    IV 型气瓶制造

Fig. 18    Type IV cylinder manufacturing
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Cylinder

Testing machine

图 19    气瓶水压实验及爆破失效形式：(a) 试验装置；(b) A 铺层；

(c) B 铺层；(d) C 铺层

Fig. 19    Pressure test and burst modes of type IV cylinders: (a) Burst test

setup; (b) Layup-A; (c) Layup-B; (d) Layup-C
 

根据图 19(b)~19(d) 爆破试验结果，A 铺层气

瓶的爆破压力为 62.86 MPa，爆破位置在封头与筒身

过渡的肩部，B 铺层气瓶的爆破压力为 49.21 MPa，

爆破位置在 BOSS 区域， C 铺层气瓶的爆破压力

为 52.95 MPa，爆破位置在筒身区域。 

4    结果与讨论

图 20 为气瓶爆破失效前纤维应力云图。图 20(a)~

20(c) 为传统分析方法的结果，图 20(d)~20(f) 为折

减分析方法的结果。对传统分析方法的结果进行
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分析，根据图 20(a) 可知，A 气瓶在爆破失效前纤

维方向最大应力出现在筒身段环向层位置，当内

部压力加载至 66.4 MPa，环向层纤维方向应力值

达 到 2 493.36 MPa， 接 近 环 向 层 复 合 材 料 纤 维 拉

伸强度。图 20(b) 中，B 气瓶在爆破失效前纤维方

向最大应力出现在靠近两端金属 BOSS 附近的最

内层 14°螺旋层，56.6 MPa 压力下该位置纤维方向

应 力 为 2 486.25 MPa， 接 近 未 折 减 14°螺 旋 层 复

合 材 料 纤 维 拉 伸 强 度 。 图 20(c) 中 ， C 气 瓶 在 爆

破 失 效 前 纤 维 方 向 最 大 应 力 在 筒 身 段 环 向 层 位

置，压力达到 53.0 MPa 时，该位置纤维方向应力

为 2 492.30 MPa， 接 近 环 向 层 复 合 材 料 纤 维 拉 伸

强度。

根 据 图 20(d)~20(f)， 对 折 减 分 析 方 法 的 结 果

进行分析。A 气瓶在爆破失效前最大应力同样出

现在筒身中部最内层的环向缠绕层，当内压达到

57.6 MPa 时，最大应力为 2 159.69 MPa，未达到环

向层复合材料纤维拉伸强度。对于 B 气瓶，在爆

破失效前，压力达到 52.0 MPa 时，缠绕层纤维方

向最大应力出现在金属 BOSS 附近最内层 14°螺旋

层，最大应力为 2 236.68 MPa，接近折减后 14°螺

旋层复合材料纤维拉伸强度。对于 C 气瓶，在爆

破失效前，最大应力出现在筒身中部最内层的环

向缠绕层，内压达到 53.0 MPa，纤维方向最大应

力 为 2 492.30 MPa， 接 近 环 向 层 复 合 材 料 纤 维 拉

伸强度。

图 21 为 气 瓶 爆 破 失 效 时 纤 维 损 伤 云 图 ， 将

纤 维 损 伤 贯 穿 缠 绕 层 作 为 判 断 气 瓶 爆 破 失 效 的

依据。其中图 21(a)~21(c) 为传统分析方法的结果，

图 21(d)~21(f) 为折减分析方法的结果。对 A 气瓶

进行分析，根据图 21(a)、图 21(d) 结果发现，使

用传统分析方法预测的爆破压力为 68 MPa，爆破

发生在筒身位置。使用折减分析方法预测 A 气瓶

爆破压力为 59.6 MPa，气瓶爆破发生在筒肩位置。

对 B 气瓶进行分析，根据图 21(b)、图 21(e) 结果

发现，传统分析方法爆破压力为 56.8 MPa，爆破

发生在 BOSS 位置。使用折减分析方法，B 气瓶爆

破 压 力 为 52.2 MPa， 爆 破 发 生 在 BOSS 位 置 。 对

C 气瓶进行分析，根据图 21(c) 和图 21(f) 结果发

现，两种方法的爆破压力都是 56.4 MPa，爆破位

置都位于筒身位置。和图 19 中水压爆破试验的结

果对比，试验中 A 气瓶破坏位置在筒肩位置，和

折减分析方法破坏位置相同，传统分析方法则破

坏 于 筒 身 位 置 。 试 验 中 B 气 瓶 破 坏 发 生 在 BOSS
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图 20    气瓶爆破失效前纤维应力云图：(a) A 铺层-传统分析方法；(b) B 铺层-传统分析方法；(c) C 铺层-传统分析方法；(d) A 铺层-折减分析方法；

(e) B 铺层-折减分析方法；(f) C 铺层-折减分析方法

Fig. 20    Fiber stress nephogram of cylinder before failure: (a) Layup A-traditional method; (b) Layup B-traditional method; (c) Layup C-traditional

method; (d) Layup A-reduction modified method; (e) Layup B-reduction modified method; (f) Layup C-reduction modified method
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位置，与两种分析方法预测的爆破位置相同。试

验中 C 气瓶破坏发生在筒身位置，与两种分析方

法预测的爆破位置相同。

表 3 给出了 3 种铺层气瓶的实验与仿真爆破

压力和爆破失效位置的结果对比。从表中可以发

现，对 A 气瓶，折减分析方法得到的爆破压力误

差为 5.19%，爆破位置预测正确；传统分析方法

得到的爆破压力误差为 8.18%，爆破位置预测错

误。对 B 气瓶，折减分析方法得到的爆破压力误

差为 6.07%，爆破位置预测正确；传统分析方法

得到的爆破压力误差为 15.4%，爆破位置预测正

确。对 C 气瓶，两种方法预测的结果相同，爆破

压力误差均为 6.52%，爆破位置预测正确。

综合以上结果分析，对于 A 气瓶，使用传统

分析方法预测时，其爆破预测位置在筒身段，各

角度缠绕层强度相同，最大应力出现在筒身段。

而考虑纤维强度折减效应后，在环向层应力未达

到强度极限之前，筒肩部位的螺旋层就已经达到

了经折减后的纤维拉伸强度，导致预测的爆破位

置发生改变，爆破压力数值降低，更接近实验测

试值。对于 B 气瓶，由于相对于 A 气瓶减少了一

个±14°螺旋层，导致气瓶 BOSS 部位附近的螺旋层

非常薄弱，成为爆破失效起始位置，增加的±90°

环向层导致筒身冗余设计，因此气瓶爆破压力较

小。对于两种分析方法，其预测的失效部位一致，

均为 BOSS 区域，由于折减分析方法的螺旋层纤

维强度进行了折减，因此其预测的爆破压力更低，

误差更小。对于 C 气瓶，由于相对于 A 气瓶减少

了一个±90°环向层，因此环向层的承载能力降低，

而封头部位承载能力较强，气瓶在筒身段发生爆

破。在两种分析方法中，其筒身段环向层的纤维

拉伸强度相同，因此两种方法的预测结果一致。

因此，本文提出的考虑纤维强度折减效应的 IV 型

气瓶爆破失效分析，能更精准预测螺旋层主导的

气瓶爆破压力和爆破形式，对于 IV 型气瓶的轻量

化设计具有重要的指导意义。 
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图 21    气瓶爆破失效纤维拉伸损伤云图对比：(a) A 铺层-传统分析方法；(b) B 铺层-传统分析方法；(c) C 铺层-传统分析方法；(d) A 铺层-折减分析

方法；(e) B 铺层-折减分析方法；(f) C 铺层-折减分析方法

Fig. 21    Comparison of fiber tensile failure nephogram of cylinder: (a) Layup A-traditional method; (b) Layup B-traditional method; (c) Layup C-

traditional method; (d) Layup A-reduction modified method; (e) Layup B-reduction modified method; (f) Layup C-reduction modified method

 

表 3    气瓶爆破失效结果对比

Table 3    Comparison of burst failure results of cylinders
 

Number Method Pressure/MPa Burst location Error/%

A
Test 62.86 Transition region −
Traditional method 68.00 Cylinder body +8.18
Reduction modified method 59.60 Transition region −5.19

B
Test 49.21 BOSS −
Traditional method 56.80 BOSS +15.42
Reduction modified method 52.20 BOSS +6.07

C
Test 52.95 Cylinder body −
Traditional method 56.40 Cylinder body +6.52
Reduction modified method 56.40 Cylinder body +6.52
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5    结 论
以提高气瓶分析精度为目的，本文进行了纤

维强度折减效应研究，并发展了考虑纤维强度折

减效应的 IV 型气瓶折减分析方法。得到以下结论：

(1) 基于纤维缠绕结构平板和标准层合结构平

板拉伸的实验和仿真对比，发现了缠绕结构纤维

方向强度折减规律。随着缠绕角度和缠绕层厚度

的增加，折减系数减小，纤维方向承载能力降低，

使用线性拟合获得本文气瓶缠绕层纤维强度随缠

绕角度和厚度变化的折减经验公式；

(2) 开展了 3 种铺层气瓶的水压爆破试验，并

与两种预测方法的预测结果进行对比。结果发现，

折减分析方法较传统分析方法具有更高的爆破压

力预测精度，对 A 铺层和 B 铺层气瓶的爆破压力

预 测 误 差 分 别 从 +8.18% 和 +15.42% 降 低 至 5.19%

和+6.07%；

(3) 3 种铺层的爆破失效位置预测结果中，折

减分析方法较传统分析方法具有更高的预测准确

度。采用纤维强度折减系数对 IV 型气瓶螺旋层纤

维拉伸强度进行修正，可有效提升气瓶爆破失效

行为分析结果的合理性。
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