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燃气轮机起动过程热障涂层的应力数值分析
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摘    要: 考虑了热障涂层在服役过程中发生的陶瓷层烧结和氧化层增厚作用，对燃气轮机起动过程中涂层热应力进行

了数值研究。通过瞬态传热模拟获得起动过程温度场，运用顺序热应力耦合求解起动过程热应力。其中起动初始的

陶瓷层烧结和氧化层增厚状态，通过预先模拟高温烧结和氧化层增厚过程来获得，并通过 ABAQUS 子程序分别实

现。结果表明，起动过程中涂层瞬态温度场的变化主要受燃气温度的变化规律所影响。起动过程未见热应力激增现

象，陶瓷层烧结和氧化层增厚主要对起动初期，尤其是起动过程的初始残余应力有重要影响，对起动过程中后期的

影响可忽略。烧结对陶瓷层和粘结层的热应力均有较大影响，而氧化层增厚对陶瓷层热应力的影响很小，但其对粘

结层热应力的影响比烧结更大。
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Numerical Analysis of Thermal Stress on Thermal Barrier Coatings in Start-up
Stage for Gas Turbines
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Abstract: The thermal stress of thermal barrier coatings (TBCs) in the start-up stage of gas turbines was studied, considering
the sintering of ceramic and the thickening of thermally growth oxidation (TGO). The temperature field of the coatings was
obtained by a transient heat transfer modeling. Thermal stresses were then solved by sequential thermal stress coupling. The
states of TBC resulted from ceramic sintering and TGO growing were achieved by modeling the processes of sintering and
TGO growing with ABAQUS subroutine, respectively. These states were then used as the initiations of the start-up process.
The heat transfer results show that the transient temperature field of the coatings is mainly dominated by the change of hot gas
temperature. The thermal stress result shows that there is no steep growing of thermal stresses in the start-up stage. Thermal
stresses of TBCs were affected by ceramic sintering and TGO growing mainly in the early of the start-up, especially at the
initiations of the start-up process. However, there were neglectable effects on thermal stresses after a half of start-up time.
Additionally, the thermal stress of ceramic and bonding coatings can both be affected by sintering. However, the thermal stress
of BC can be affected more significantly than that in the ceramic layer resulted by TGO growing.
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0    引　言

热障涂层 (TBCs) 作为涡轮叶片热防护材料，

其典型结构包括 [ 1 - 3 ]：陶瓷面层 (TC)、粘结层

(BC)、氧化层 (TGO) 以及基体合金 (SUB)，其中

氧化层的主要成分是粘结层氧化产物 Al2O3。由于

各层材料的热、力学性能差异较大，当涂层冷却

到室温时在界面附近会产生残余应力集中，并诱

发界面开裂[4-5]。然而，在燃气轮机起动过程中存

在剧烈的燃气温度变化和叶片内部的非稳态传

热，如发电用燃气轮机的起动过程包括点火、升

速、并网、部分加载、额定加载等一系列过程[6]。

由于起动过程时间短、供油量变化快以及燃烧组

织不平稳等原因，涡轮入口燃气温度急剧变化，

对涂层热冲击较大。但在该过程中涂层温度场如

何变化，热应力如何演化却尚不清楚。因此有必

要对起动过程中涂层的温度场和热应力演化做较

深入的研究。

热障涂层在高温运行过程中会发生高温烧

结，内部晶粒之间会发生晶界扩散，微裂纹表面

之间会发生表面扩散[7]。烧结作用导致晶粒增大、

微裂纹愈合和孔隙率降低[8-10]，带来材料的致密化

和杨氏模量的增大等。这些因素尤其是杨氏模量

的变化直接影响涂层的应力[7, 11-12]。因此，研究起

动过程中涂层热应力必须考虑前期运行时间内因

烧结造成的杨氏模量变化。另外，氧化层的初始

厚度一般不超过 1 μm，但随着燃气轮机运行时间

的累积，因粘结层的高温氧化会导致 TGO 厚度逐

渐增大，并对界面附近应力分布产生重要影响[13-16]。

因此，研究起动过程中涂层热应力还要考虑前期

运行时间内氧化层的增厚。

涂层内部的应力无损测量技术主要有 X 射线

衍射 ( XRD )、中子衍射 ( ND )、压电光谱法

(PLPS) 等[17-18]。XRD 受制于 X 射线穿透厚度限

制，只能测量表层应力状况；ND 可以测量厚度方

向应力，但在定位测量点、确定衍射体积质心、

选择中子源、以及消除伪应变方面存在困难 [18]。

PLPS 利用激光激发 TGO 层内部的微量 Cr3+，通

过检测荧光频率来测量 TGO 层内部应力，该技术

对 EB-PVD 涂层有良好的应用价值[19-20]。但是由

于等离子喷涂热障涂层的内部孔隙、裂纹及层叠

结构特点等，反射回的荧光信号较弱，通常认为

PLPS 并不适用于该类涂层。但 Lima 等[21]近期的

研究表明，对于覆盖等离子喷涂 TBC 的涂层系

统，该方法仍能有效测量 TGO层应力。Chen等[22]

还将 PLPS 扩展到测量 EB-PVD 陶瓷面层厚度方

向应力。除此之外，还有曲率膜法和聚焦离子束

(FIB)释放法等，但未得到广泛应用。

而作为一种辅助研究手段，采用有限元方法

对等离子喷涂的热障涂层进行应力分布的研究被

认为是一种较合理的选择[23]。文中建立典型的涡

轮叶片热障涂层简化模型[24-26]，通过瞬态传热分析

模拟起动过程涂层温度场。然后通过顺序热应力

耦合，分析了起动过程中涂层界面附近的热应力

演化规律。重点研究了陶瓷层烧结和氧化层增厚

对起动过程中涂层应力的影响。

1    计算模型和方法

1.1    热障涂层模型

采用典型的热障涂层简化模型来模拟涡轮导

叶涂层的温度场和热应力[24, 27]，如图 1 所示。该

模型从一长空心圆棒中抽取而来，内外径分别为

3.80 mm 和 5.45 mm，其中 TC 层 0.30 mm，

BC 层 0.15 mm，TGO 层初始厚度为 1 μm[26, 28]，

轴向方向 (Z 轴方向 ) 厚度仅为 0 .1  μm。假设

TC/BC 之间的界面形貌为理想正弦波[13, 29-31]，波长

为 104 μm，波幅 20 μm。考虑到对称性，该模型

仅包含半个波长。

1.2    网格、边界条件及分析方法

采用六面体剖分网格，在 TC/BC 界面附近进

行网格加密，并保证其正交性，在 TGO 层内铺

设 4 层网格，见图 1。由于六面体网格在界面附

 

 
图 1   TBCs模型及网格示意图

Fig.1   Schematic diagram of TBCs model and mesh
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近均比较规则，而且检查变形后的网格也表明界

面附近单元在 TGO 增厚条件下未见明显畸变。因

此，从减少计算时间考虑，未采用四面体自适应

网格重划技术。

此外，因该模型仍为三维模型，在进行瞬态

热传导计算时采用 ABAQUS 中 DC3D8 热传导单

元，在进行热应力计算时采用 C3D8R 位移应力单

元，应力计算时，DC3D8 单元中的时变节点温度

作为预定义温度加载到应力计算单元 C3D8R 节点

中，达到顺序模拟热应力的作用。需要注意的

是，空心圆棒模型的几何和载荷特点决定了其中

间截面基本处于平面应变状态。而且由于模型

Z 轴方向厚度很薄，因此 Z 轴方向的应变非常微

小，后续结果分析中未讨论 Z方向相关变量。

在瞬态热传导分析中：在 TC 层外表面和

SUB 内侧表面分别加载对流边界条件。根据叶片

通常的冷却系数范围，将 TC 外表面和 SUB 内壁

面的对流换热系数分别设为 4 500 W/(m2K) 和
1 800 W/(m2K)。随时间变化的无因次燃气温度

(TN, gas) 和高压压气机出口无因次空气温度 (TN, air)
如图 2 所示[6]，其中横轴为无因次时间，纵轴为无

因次温度。起动过程包含点火、并网、半功率运

行、额定工况运行等阶段。由于点火燃烧速度极

快，无因次燃气温度在点火后 0.1 时间内迅速达

到 0.75，而高压压气机出口温度此时仅有小幅上

升，因此在点火初期，叶片经受的热冲击较大。

高压涡轮冷却空气一般来源于高压压气机出口部

位，且与高压涡轮出口温度成线性关系[6]，在此将

冷却腔内冷气平均温度取为高压压气机出口温度

的 1.3 倍。文中将无因次基准温度定为 1 250 ℃，

并假设对流换热系数在起动过程中保持恒定。起

动过程长 300 s，迭代计算的初始步长取 10~
12 s，每个增量步温度变化小于 6 ℃，采用自动时

间步长。在顺序热应力耦合分析中：将瞬态热传

导分析得到的温度场导入热应力计算分析步，模

拟瞬态温度条件下涂层热应力。由于涂层热应力

主要由瞬态温度场决定，起动过程中应力计算采

用准稳态分析，采用自动时间步长，最大时间增

量步小于 5 s。位移边界条件如图 1 所示，限制模

型左右边界处的周向位移；径向可自由膨胀，轴

向方向设定模型背面关于 R-T 平面对称，正面可

自由膨胀，并取 200 ℃ 作为零应力状态点[13, 24, 32]。

进行起动过程涂层热应力分析时，很重要的

一点在于获取起动过程的初始状态，即前期

TC 层烧结和 TGO 层增厚的累积影响。为获得

TC 烧结条件下的初始状态，在进行起动过程热应

力分析之前，先模拟稳定工况温度场作用下保温

时间分别为 5，50，150 和 350 h 的 TC 层烧结过

程，冷却至室温后即获得考虑 TC 层烧结时的初

始状态。为获得 TGO 增厚条件下的初始状态，先

模拟稳定工况温度场作用下保温时间分别为 50，

150，250 和 350 h 的 TGO 增厚，冷却至室温后即

获得考虑 TGO 增厚时的初始状态。需要注意的是

无论烧结还是 TGO 增厚，均考虑了涂层的蠕变

行为。

2    材料模型

TBCs 各层材料在热、力性能方面均视为各向

同性，不考虑与传热相关的材料参数随时间的变

化。材料参数见表 1，其中 TC 层的杨氏模量为不

考虑烧结时的值。

在力学性能方面，BC 层为粘弹塑性材料，具

有蠕变和塑性变形能力，其塑性参数见表 2。由

于文中研究的是涡轮导叶涂层，不存在高强度的

旋转离心应力，因此基体合金在热应力作用下发

生塑性变形的几率很小，为减少计算时间，仅考

虑其蠕变性能。

此外，虽然 TGO 层主要为 Al2O3，低温下几

乎为纯弹性材料，但是若不考虑其高温蠕变性能

会产生过高的应力结果[5]，考虑高温蠕变可以产生

应力松弛作用，使应力结果与实际相符[28, 33-34]。除

蠕变行为外，由于工况运行温度高于 900 ℃[28, 32]，

还应考虑其增厚的影响。BC、TGO、SUB 的蠕变

 

 
图 2   起动过程温度变化[6]

Fig.2   Temperature variation in start-up stage[6]
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行为均服从 Norton 蠕变律，模型及参数见文献

[26, 28]。TGO 增厚率服从 Itoh 模型[35-36]，通过转

换为 TGO 层的法向体积膨胀率的方式参与有限元

计算[24, 26-37]，但不计侧向增厚的影响：

h = λ0tλ1 (1)

λ0 = 10(
a0
T +b0) (2)

ḣ =
dh
dt
= λ0(

h
λ0

)1−1/λ1 (3)

ε̇⊥ =
ḣ
h

(4)

ḣ

ε̇⊥

λ0

λ1

λ1

式中：h、 分别为 TGO 层的厚度，μm 和增

厚率，μm/s； 为垂直于 TGO/BC 界面方向的体

积应变率，随着厚度 h的增大而减小；t为高温氧

化时间，s； 为烧结因子，μm/s0.5；T 为温度，

K； =0.5，a0=−4 150，b0=1.154 为常数。为减

少模拟时间，同时也考虑到 TGO厚度值一般在 6 μm
以内，文中采用了加速模拟，即将 的取值由原

模型的 0 . 4 5 增大到 0 . 5。通过 ABAQUS 的

CREEP 子程序实现 TGO 层法向方向的体积增厚

(Swelling)。需要注意的是，实际 TGO 层既包含

致密层又包含疏松层，材料参数并不一致，而文

中模拟所涉及的 TGO 层及对应的材料参数均指致

密形态的 TGO层，并未考虑疏松态的 TGO层。

TC 层为陶瓷材料，但在高温下通常仍需考虑

其蠕变性能[31, 38-39]，且假设蠕变性能与烧结作用无

关，蠕变模型采用基于时间硬化的模型[40]：

ε̇cr = A · exp(− Q
RT

) ·σn · t−s (5)

ε̇cr

σ

式中： 为等效蠕变率；n=0.56、s=0.67 为

蠕变常数；A=0.026 s s/MPan 为蠕变因子；Q=
104.5 kJ/mol，为蠕变激活能；R=8.314 J/(mol K)
为通用气体常数；T为温度，K； 为 Mises 等效

应力，MPa；t为时间，s。TC 在烧结过程中杨氏

模量根据温度和烧结时间更新，采用 Kyaw[27]提出

的模型：

 

表 1    TBCs 材料的性能参数

Table 1    Material properties of TBCs

Material Temperature /
℃

Young's modulus /
GPa

Poisson's
ratio

Thermal conductivity /
(W·m−1·K−1)

Specific heat /
(J·kg−1·K−1)

Density /
(kg·m−3)

Thermal expansion /
(106 ℃−1)

TC(8YSZ) 25 17.50 0.20 1.05 483 5 650 9.68

800 9.88

1 000 12.40 10.34

TGO(Al2O3) 25 380 0.27 25.20 857 3 978 5.10

800 338

1 000 312 9.80

BC(MCrAlY) 25 183 0.30 4.30 501 7 320

400 182 6.40 592 12.50

800 109 10.20 781 14.30

1 000 16.10 764 16.00

SUB(superalloy) 25 211 0.3 11.56 585.2 7 900 12.60

400 188 18.38 14.00

800 187 25.66 18.40

1 000 139 29.30 16.30
 

 

表 2    BC 层的塑性参数

Table 2    Plastic parameters of BC layer

Equivalent stress / MPa Plastic strain / 10−3 Temperature / ℃

708.7 0 27

716.4 1.998 27

830.0 401.818 27

627.8 0 600

636.3 1.998 600

991.9 861.777 600

666.9 0 800

671.3 1.998 800

901.5 107.059 800

204.1 0 1 000

205.4 1.998 1 000

355.6 239.017 1 000
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E(T,Top, t) =
E0(T )

E0
×

1− 1

1+
tr

0
Zexp(− Q

RTop
)dt

× (Ef −E0)+E0

 (6)

式中：E0 和 E0(T) 为无烧结作用时 TC 层在室

温和温度 T 时的杨氏模量，GPa；Ef 为长期烧结

作用下最终的杨氏模量，GPa；Top 为燃气轮机运

行工况温度，K；Q=93.58 kJ/mol，为烧结激活

能；Z=1 327.03 为烧结因子；R=8.314 J/(mol·K)

为通用气体常数。由于 TC 层内部温度梯度大，

内部材料点在烧结过程中处于不同的温度条件。

则 Top 不能简单取涡轮入口温度，而应以稳定工

况运行时各材料点的实际温度，作为该材料点烧

结演化时的工况温度。TC 层的烧结、蠕变过程模

拟通过 ABAQUS子程序 UMAT来统一实现。

3    结果和讨论

3.1    起动过程瞬态温度场

涂层中 4 个典型位置点 (P1-P4) 在起动过程中

的温度变化如图 3 所示。对比图 2 可知，各点温

度随起动时间的变化规律大体与燃气温度的变化

规律类似，由于紧靠燃气，位于 TC 层表面的

P1 温度变化最为剧烈。此外，起动时间分别为

0.014、18.99、92.88、198.10 和 300 s 的热障涂层

瞬时温度场如图 4 所示。可见，起动过程中不同

时刻的涂层温度场变化大，而且由于陶瓷材料的

低热导率特点，TC层温度梯度明显大于 BC层。

3.2    起动过程热应力

涂层界面开裂属于复合模式开裂，既包含法

向开裂又有切向滑动开裂[41-43]。因此对其应力场研

究主要集中在界面附近的径向应力 S11 和切应力

S12，并根据起动特点选定 0、19、92、198和 300 s
作为考察起动初始、急速升温、并网、半功率运

行、额定工况运行等阶段涂层应力的时间点。

烧结时间对杨氏模量的影响如图 5 所示。从

图 5 可知，烧结过程具有前快后慢的特点，在前

50 h 的烧结过程中，各材料点的杨氏模量增长迅

速，但在 150 h 之后，杨氏模量增长较慢。此

外，温度越高烧结程度越大，因此越靠近涂层表

面杨氏模量越大。

3.2.1    不同烧结时间下的应力分布

考虑涂层烧结作用时，起动过程中涂层界面

附近的径向应力 (S11) 和切向应力 (S12) 如图 6 和

图 7 所示。从图 6 可知，起动初始 (tstart=0 s) 的径

向残余应力在 TC 层的波峰区域为拉应力，波谷

区域为压应力，BC 层则相反。径向残余应力集中

的部位和数值范围与文献[26, 28]结果较一致。涂

层经历的烧结时间对残余应力有很大影响，烧结

时间从 5 h 到 350 h，界面附近的径向残余应力值

越大。当烧结时间大于 50 h 时，BC 层应力集中

区域增大，且 TC层靠近波峰处也出现应力集中区。

 

 
图 3   起动过程中各点温度变化

Fig.3   Temperature variation at different time point in
start-up stage
 

 

 
图 4   起动过程中不同时刻的涂层温度场

Fig.4   Temperature field of coatings at different time in start-up stage
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起动开始后，不论是急速升温 (tstart=19 s)，

还是并网运行 (tstart=92 s)，涂层内部的热应力水

平均有显著降低，应力集中区域逐渐缩小。当起

动时间达到半功率运行时 (tstart=198 s)，应力分布
 

 
图 5   TC层在不同烧结时间的杨氏模量

Fig.5   Young's modulus of TC layers at different sintering time
 

 

 
图 6   经历不同烧结时间的涂层在起动过程中的径向应力

Fig.6   Radial stress of coatings in start-up stage considering different sintering time
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趋于均匀，降低到±17 MPa 以内。起动完成后

(tstart=300 s)，应力分布更趋均匀，TC 层在界面附

近几乎全为拉应力区；BC 层在波峰区为压应力，

波谷处为拉应力。且烧结时间对于涂层径向应力

的影响在半功率运行前较显著，之后可以忽略。

从图 7 可知，起动初始时刻，界面附近的切

向残余应力主要集中在界面波形的中间偏向波谷

部位，且 BC 层内的应力值远大于 TC 层内的应力

值。随着烧结时间增加，涂层界面附近的切向残

余应力值和应力集中区域也增大。起动过程开始

后，随着起动时间的推移，界面附近切应力水平

和集中区域下降迅速。但半功率运行之后，涂层

内部的应力分布逐渐趋同。起动完成后 TC 层在

界面附近的切应力几乎均为压应力，BC层则相反。

同样当起动时间在半功率运行之后，烧结时

间的影响可以忽略。需要说明的是，热障涂层的

烧结会导致涂层微孔隙和微裂纹的愈合，也会导

致晶粒粒度的增大，由于孔隙和微裂纹的愈合，

又会导致涂层体积的收缩 (Shrinkage)，这些微观

变化在造成涂层刚度硬化的同时，还造成附加的

体积应变。而且由于局部微结构的改变，使得在

微观尺度上涂层应力变化更加复杂。这些方面在

 

 
图 7   不同烧结时间时涂层在起动过程中的切应力

Fig.7   Shear stress of coatings in start-up stage considering different sintering time
 

第 1 期 刘建华，等：燃气轮机起动过程热障涂层的应力数值分析 51



数值模拟中暂未考虑。

3.2.2    不同 TGO厚度下的应力分布

在高温工作过程中，由于离子扩散作用，从

外界或 YSZ 中向 TC/BC 界面扩散的氧离子与从

合金中向 TC/BC 界面扩散的铝离子在界面附近发

生氧化反应，首先生成疏松的 γ-Al2O3、δ-Al2O3、

θ-Al2O3 等中间相，随后中间相在一定温度和时间

作用下大多转变为致密的 α-Al2O3。一般认为其氧

化增重 (厚) 初期按抛物线规律发展，初期很快，

后期逐渐减弱。文中由于采用了加速模拟，平均

增厚率比实际要大，在 50、150、250 和 350 h 氧

化时间下，氧化层分别达到达到 2、3、4 和 5 μm。

在 TGO 的热生长过程中，TGO 厚度不断增

大，对陶瓷面层和粘结层产生压迫作用，即形成

热生长氧化应力，因各层材料的热膨胀系数不

同，冷却至室温过程中又形成更大的热失配残余

应力。在 TGO 热生长过程中，TGO 的表面逐渐

隆起或凹陷形成褶皱，褶皱作用易使 TGO 产生裂

纹，并会导致 TC/BC 界面处径向拉应力的增大，

引发界面开裂风险[44]。

图 8 和图 9 为起动过程中涂层界面附近的径

向应力 (S11) 和切向应力 (S12)。从图 8 可知，初

 

 
图 8   不同 TGO厚度时涂层在起动过程中的径向应力

Fig.8   Radial stress of coatings in start-up stage considering different thickness of TGO
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始涂层径向残余应力 (tstart=0 s) 在靠近波峰区域为

拉应力，靠近波谷区域为压应力。TGO 越厚

BC 层界面附近的径向残余应力值越大，但是对

TC 层界面附近的初始残余应力影响不大，径向残

余应力值的范围和集中区域也与文献较一致[26, 28]。

起动过程开始后 (tstart=0~92 s)，BC 层内的径

向热应力值和应力集中区域都迅速减小，不同

TGO 厚度条件下的应力场差异也迅速减小。当起

动时间达到半功率运行时 (tstart=198 s)，TC 和

BC 层内的热应力水平进一步降低，界面附近的应

力集中现象几乎消失，TC 和 BC 内几乎均为压应

力，但在波谷底部附近 BC 应力由压应力转变为

拉应力 (10~20 MPa)，此时 TGO 厚度对应力场几

乎没有影响。起动过程结束时 ( t s t a r t=300 s)，

TC 和 BC 层内的应力分布趋于一致。整个启动过

程中，TGO 厚度的影响在半功率运行之后同样可

以忽略。

从图 9 可知，在初始时刻 (tstart=0 s)，TC 层

界面附近的切向残余应力主要集中在波形的中间

部位，局部应力值大于 30 MPa，而 BC 层的切向

 

 
图 9   不同 TGO厚度时涂层在起动过程中的切应力

Fig.9   Shear stress of coatings in start-up stage considering different thickness of TGO
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应主要集中在中间偏波谷位置，应力值达

230~370 MPa。TGO 越厚 BC 层内残余应力水平

越高，应力集中区域也显著增大，但对 TC 层的

切应力值和集中区域却有一定的减弱效果。起动

过程开始之后 (tstart=0~19 s)，切应力水平和应力

集中区域下降迅速，尤其是 BC 层内压应力水平

下降达 110~250 MPa。半功率运行时 (tstart=198 s)
TC 层内部的切应力已趋于均匀，BC 层只在波形

中部出现小范围低强度的应力集中。启动结束后

(tstart=300 s)，TC、BC 层在邻近界面的区域内应

力分布均匀。整个起动过程中，从快速升温段往

后 (tstart=19~300 s)，TGO 厚度对涂层切应力的影

响几乎可以忽略。

综上，随着起动过程中热障涂层系统温度的

升高，热膨胀不匹配逐渐减弱，涂层界面附近径

向和法向应力值分布趋于均匀并减弱。烧结时间

和 TGO 厚度对涂层残余应力的影响只在起动初期

较为显著，而半工况运行 (tstart=198 s) 之后几乎可

以忽略。此外，由图 6~图 9 可知，在起动过程早

期，TC 层烧结对 TC 层和 BC 层内的应力均有影

响；而 TGO 增厚主要影响界面附近 BC 层内的应

力，而对 TC 层内的应力影响很小。相比而言，

TGO 增厚对 BC 层应力的影响比 TC 烧结对

BC层应力的影响要大。

3.2.3    极值应力的变化

以经历 350 h 烧结和 TGO 增厚到 5 μm 后的

起动过程作为典型案例考察 TC、BC 层内极值应

力，如图 10 所示。可见，初始状态时各极值的应

力水平最高，起动开始之后的前 40 s 内应力水平

迅速下降，然后小幅上升，75 s 后应力水平又开

始下降，约 150 s 后应力水平已处于较低水平。大

体上应力水平的变化趋势与图 4 中温度的变化趋

势相反。从图 8 还可看出，无论是在 TC 层还是

BC 层，径向极值应力在启动过程中都相对处于较

高水平，而且 BC 层内的极值应力水平整体高于

TC层。

从图 10(a) 中可知，TC 层内极值应力水平要

低于 BC 层内的极值应力水平，但两者基本处于

同一数量级。对比图 10(a) 和图 10(b) 中 TC 层的

极值应力可知，经历 350 h 烧结的 TC 层，其启动

过程的各极值应力水平，几乎是不考虑烧结但

TGO 增厚到 5 μm 时 TC 层相应极值应力值的

3 倍，可见烧结对 TC 层应力影响远大于 TGO 增

厚。考虑到 TC 层比 BC 层更加脆弱，可以推知烧

结将更易导致 TC层开裂。

对比图 10(a) 和 (b) 中 BC 层极值应力，可见

TGO 增厚到 5 μm 时，BC 层内起动过程极值应力

水平是 350 h 烧结后启动过程极值应力水平的

2 倍左右。可见 TGO 增厚对 BC 层内极值应力的

影响要高于陶瓷层烧结。此外，对比图 10(b) 中
TC 和 BC 层内的极值应力，可见 BC 层内的极值

应力几乎是 TC 层内的 10 倍左右。可见，TGO 增

厚对 BC 层内应力产生很大的放大作用，甚至可

能导致 TGO/BC 界面附近的开裂，但其对 TC 层

应力的影响却微小得多。

3.2.4    关于结果验证的说明

首先，如引言所述，在涂层应力无损检测的

几种方法中，PLPS 方法可以深入涂层界面附近

的 TGO 层进行应力测量。文献[45]采用荧光光谱

法测得的 TGO 层应力如图 11 所示，该结果是

1 150 ℃，经历 75 h 高温保温以及 10 次热循环后

的测量结果，其 TGO 厚度约 3.8 μm，可见 TGO
应力水平基本上在−1.7~−0.6 GPa 之间。当 TGO
厚度为４ μm 时，文中得到 TGO 层面内压应力云

 

 
图 10   TC和 BC起动过程极值应力

Fig.10   Extreme stress of TC and BC in start-up stage
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图如图 12 所示，应力水平在−1.9~−0.9 GPa，基本

上符合文献[45]测量结果。虽然数值计算的界面波

形与实际界面形貌并不相同，但数值计算得到的

界面波形中部压应力较大，与图 11(a) 中试验测

点 2 和 9 压应力较大有一定的对应关系。因此，

有一定理由相信文中数值计算结果的可靠性。

其次，为验证数值方法的准确性，以起动初

始状态的残余应力场与文献进行对比。如图 13 所

示，A、B、C 均为 TGO 厚度为５ μm 时涂层界面

附近径向残余应力云图，其中 A、B 界面形貌波

幅分别为 5 μm 和 30 μm，来自文献[26]；C 为文

中结果，波幅为 20 μm。因坐标选取不同，A、

B 中 S22 为径向残余应力，C 中 S11 为径向残余

应力。通过对比可知，拉应力集中部位 (>50 MPa)
主要在波峰附近，压应力主要集中在波谷附近，

文中结果与文献数值结果基本一致。此外，C 中

拉应力最大值为 394 MPa，大于 A 中的 222 MPa，
小于 B 中的 511 MPa。由于 C 中界面波幅处于

A、B 两者之间，该结果符合波幅越大残余应力值

越大的结论[26]。上述结果在一定程度上佐证了热

应力计算时数值方法的正确性。

最后，将文中模拟烧结过程预测得到的杨氏

模量与涂层烧结试验 [8]结果进行对比，见图 14。

图中试验拟合结果是在 1 316 ℃、500 h 烧结条件

下获得的。文中预测结果为稳态工况时，涂层表

 

 
图 11   试验测量得到的 TGO残余应力[45]

Fig.11   Experimental residual stress in TGO[45]
 

 

 
图 12   数值模拟得到的氧化层残余应力 (TGO thickness=4 μm)

Fig.12   Numerical residual stress of TGO layer (TGO thickness=4 μm)
 

 

 
图 13   界面附近径向应力对比

Fig.13   Comparison of radial stress near the interface
 

 

 
图 14   试验与预测杨氏模量对比

Fig.14   Comparison of experimental and predicted Young's modulus
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面材料点在温度 1 125 ℃、350 h 烧结模拟得到

的。总体而言，预测和试验得到的杨氏模量变化

趋势比较接近；预测曲线低于试验拟合曲线，这

符合保持温度越低烧结速率和终态值越小的规

律。因此，在一定程度上可以认为文中采用的杨

氏模量演化模型，可较好地预测烧结过程中材料

点杨氏模量的变化，也间接佐证了基于该烧结模

型得到的热应力结果的可信度。

4    结　论

(1) 起动过程中涂层温度场的变化剧烈，但与

燃气温度的变化趋势相仿，TC 层内的温度梯度

最大。

(2) 烧结时间和 TGO 厚度主要影响起动过程

早期的涂层热应力，特别是对初始残余应力有重

要影响，对起动过程中期以后热应力的影响可以

忽略。在整个起动过程未见热应力激增而超过室

温下残余应力现象。

(3) 烧结对 TC 和 BC 层内应力均有较大影

响，且 TC 层和 BC 层内的极值应力水平数量级相

当，但 TC 层内极值应力是 TGO 增厚时对应极值

应力的近 3 倍，更易导致 TC 层界面附近开裂失

效，而 TGO 增厚对 TC 层界面附近应力分布的影

响却并不显著。

(4) TGO 增厚主要对 BC 层界面附近的应力分

布产生显著影响，BC 层极值应力几乎达到 TC 层

的近 10倍，其对 BC层应力的影响比烧结更大。
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