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摘要：压缩机转子受进气室结构所限，在进气侧具有较长外伸段长度，加之与其连接的弹性联轴器具有较大附加质量，易发生由莫顿效应引起的转子外伸段效应。本文采用数值分析方法研究了压缩机转子外伸段长度、莫顿效应以及联轴器质量对转子动力学特性的影响，并与试验结果进行了对比分析；同时提出了降低转子外伸段效应的措施，并进行了试验验证。研究表明考虑联轴器和增加转子外伸段长度会降低转子临界转速，增加转子振动水平。通过提高进口侧轴承间隙，可以有效地抑制莫顿效应，从而降低了外伸端侧转子振动。
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Abstract: Due to the structure restrictions of the inlet chamber, the compressor rotor features a long over-hung part on the inlet side. This outward extension, along with the considerable added mass of the elastic coupling, is prone to causing the Morton effect, or the rotor outward extension effect. In the current investigation, the effects of the compressor rotor extension length, the Morton effect, the mass of the coupling on the rotor's dynamic properties are explored using a numerical analysis method, and the findings are contrasted with those obtained from experimentation. Simultaneously, techniques for reducing the rotor over-hung effect are proposed and practically demonstrated. Results show that taking the coupling into account and increasing the length of the rotor over-hung will reduce the rotation of the critical speed and increase the rotor vibration level. By raising the top clearance of the inlet side bearing, the Morton effect can be effectively suppressed, which reduces the vibration amplitude of the rotor in the extended portion.
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引言
压缩机转子受进气室结构空间限制，转子进气侧外伸段长度一般设计的比较长，外伸段过长易导致外伸端效应，引发莫顿效应导致转子失稳，外伸段其不平衡响应灵敏度远大于跨内不平衡响应灵敏度，给现场动平衡[1]带来很大困难，因此长外伸段转子在设计时需要将影响转子动力学特性的各种因素考虑全面。
国内外学者对悬臂转子动力学进行了充分的研究。文献[2]研究表明，转子外伸端不平衡可使主跨转子振型畸变，引起主跨转子轴承产生同相振动。文献[3] 建立了悬臂转子不平衡响应有限元分析模型，研究了悬臂不平衡重量分布情况下转子振动特征，并在试验中得到了验证。文献[4] 基于悬臂转子的动力学响应失效模式，对影响悬臂转子安全性的外载荷、几何特征、材料特性等敏感参数进行了分析并建立了悬臂转子有效可靠性分析方法。文献[5]基于传递矩阵法对双悬臂转子系统动力学特性及不平衡响应进行了分析。文献[6，7] 基于铁木辛柯梁考虑陀螺力矩、非线性和重力组合效应研究了悬臂转子动力学特性。文献[8] 建立了圆瓦轴承的双悬臂转子系统动力学模型，分析了不平衡激励与系统动力学响应之间的关联，由此可见，对于悬臂转子设计国内外学者进行了充分的研究，也建立了相应的设计标准。然而，一些转子-轴承系统虽符合设计标准，但发生了若干起因莫顿效应造成的转子振动过大问题。转子因油膜的粘性剪切能量引起轴颈表面存在温度差异，从而造成轴颈临时性热弯曲， 将这种因轴颈热变形导致转子振动增大的现象称为莫顿效应。悬臂转子由于外伸段质量对热弯曲振动更敏感，因此后续对于长外伸段转子的设计也需要考虑莫顿效应的影响。文献[9,10] 研究了莫顿效应对悬臂转子动力学特性的影响。文献[11]研究了转速及轴承问隙等因素对莫顿效应的影响，并分析了考虑莫顿效应后外伸段转子的振动特性。然而这些研究没有将外伸段长度、莫顿效应以及外伸段弹性联轴器等多种因素综合考虑来研究长外伸段转子动力学特性。
由于压缩机转子是长外伸段悬臂结构，同时其一般采用具有较大附加质量的弹性联轴器连接，其对莫顿效应导致的热弯曲振动更为敏感。因此本文研究了压缩机转子不同外伸段长度、莫顿效应以及弹性联轴器对转子动力学特性的影响，对长外伸段压缩机转子设计具有参考意义。
1压缩机试验台介绍
压缩机试验台轴系布置如图1所示，从左往右依次是驱动电机—弹性联轴器A—增速齿轮箱—弹性联轴器B—压缩机。
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图1 压缩机试验台轴系简图
Fig. 1 Compressor test bench shafting schematic
该压缩机转子轴振在工作转速时会爬升，并在约12min后达到峰值，然后开始下降，从全频谱图、轴心轨迹和轴心位置来看，压缩机并没有发生明显碰磨。该压缩机转子当时已经做过高速动平衡，试验过程中还是发生了振动过大导致跳机，主要是进气侧轴振过大跳机，排气侧yo没有问题。当时处理的方法有，升高润滑油的温度，降低温升，有一定作用。后来经过多方面分析，才确定是莫顿效应导致的轴颈热弯曲从而引发的进气侧轴振异常增大，因此，为了解决该问题，避免今后的压缩机设计再次出现同类问题，本文以该压缩机转子为研究对象考虑多种因素展开动力学分析研究。
2 压缩机转子动力学分析
本文对影响长外伸段压缩机转子动力学特性的几个主要因素进行了考虑：分别是转子外伸段长度、弹性联轴器以及莫顿效应等3个因素。
2.1压缩机转子临界转速分析
由于压缩机转子、驱动系统转子通过弹性联轴器连接，而弹性联轴器抗弯刚度很小，弯曲振动分析时可单独对压缩机转子进行分析。
压缩机转子是轴对称结构，可采用二维轴对称单元Solid272单元对其进行建模；弹性联轴器和叶片采用mass21单元对其进行建模；轴承单元采用COMBI214单元对其进行建模。
转子的参数如表1所示，本文分析的压缩机为13级轴流压缩机，叶片相关信息如表2所示, 压缩机转子采用两个可倾瓦支持轴承支撑，轴承参数如表3所示。
表1  转子参数
Tab1. Rotor parameter
	转子参数

	转子总长
	           2.893m

	外伸段长度
	           0.564m

	外伸段长度/转子总长
	           0.195m


表2  叶片和联轴器参数
Tab2. Blade parameter
	级次             叶片质量/kg
	重心半径 /mm

	R1
	            3.48
	272

	R2
	1.88
	        269.67

	R3
	1.13
	267.33

	R4
	0.76
	265.00

	R5
	0.43
	262.67

	R6
	0.33
	260.33

	R7
	0.27
	258.00

	R8
	0.23
	255.67

	R9
	0.18
	253.33

	R10
	0.15
	251.00

	R11
	0.14
	248.67

	R12
	            0.13       
	246.33

	R13
	0.11
	244.00

	联轴器
	32
	140




表3  轴承参数
Tab3. Bearing parameter
	
	进气侧轴承参数
	排气侧轴承参数

	轴颈直径
	140mm
	140mm

	轴承主刚度Kxx
	2.05E+8 N/m
	2.32E+8N/m

	轴承主刚度Kyy
	2.05E+8 N/m
	2.32E+8N/m

	轴承交叉刚度Kxy
	-9.33E+5 N/m
	-9.63E+5 N/m

	轴承交叉刚度Kyx
	9.31E+5 N/m
	9.63E+5 N/m

	轴承阻尼Cxx
	1.91E+5 Ns/m
	1.97E+5 N/m

	轴承阻尼Cyy
	2.10E+5 Ns/m
	2.23E+5 Ns/m

	轴承阻尼Cxy
	4.50E+2 Ns/m
	4.67E+2 Ns/m

	轴承阻尼Cyx
	-4.54E+2 Ns/m
	-4.76E+2 Ns/m


有限元分析模型如图2所示。
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图2 压缩机转子有限元分析模型
Fig. 2 Finite element analysis model of compressor rotor
本文分析的压缩机转子与进气室方案进行了多次迭代，因此转子外伸段长度有多个方案，分别是方案a、b、c，其中方案a为最终确定的方案：称为原长，方案b为在原长基础上增加50mm，方案c为在原长基础上增加100mm。因此本文是对这3个方案展开分析，表4为考虑了弹性联轴器的方案a、b和c方案的网格无关性验证，弹性联轴器为mass21单元，对单元总数来说影响较小。
表4 网格无关性验证
Tab4. Mesh independence verification
	
	网格尺寸/mm
	单元数量
	节点
数量
	临界转速r/min

	方案a
	10
	12242
	41640
	1阶
	2阶
	3阶

	
	
	
	
	3765
	7998
	10523

	
	8
	15302
	52050
	1阶
	2阶
	3阶

	
	
	
	
	3692
	7891
	10472

	
	4
	30605
	104100
	1阶
	2阶
	3阶

	
	
	
	
	3694
	7897
	10475

	方案b
	10
	12453
	42484
	1阶
	2阶
	3阶

	
	
	
	
	3725
	7253
	10320

	
	8
	15566
	53105
	1阶
	2阶
	3阶

	
	
	
	
	3691
	7123
	10275

	
	4
	31132
	106210
	1阶
	2阶
	3阶

	
	
	
	
	3689
	7120
	10273

	方案c
	10
	12664
	43328
	1阶
	2阶
	3阶

	
	
	
	
	3702
	6698
	10091

	
	8
	15530
	54160
	1阶
	2阶
	3阶

	
	
	
	
	3687
	6625
	10045

	
	4
	30660
	108320
	1阶
	2阶
	3阶

	
	
	
	
	3685
	6623
	10043


从表4可以得出，当网格尺寸为4mm时，方案a、b以及c的三阶临界转速值几乎不再变化。图3为方案a计算的压缩机转子模态振型，由于方案a、b和c的振型趋势几乎一致，因此以方案a的模态振型来介绍压缩机转子的模态振型。
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（a）61.57Hz刚体一阶，平动振型
 [image: ]
（b）131.62Hz刚体二阶，锥形振型
[image: ]
（c）174.59Hz，弹性一阶
图3 压缩机转子模态振型
Fig. 3 Compressor rotor mode mode
从图3可以看出，转子前2阶振型均为刚体振型，第3阶为弹性振型，转子工作转速为9000r/min，转子是在弹性一阶下运行，因此该压缩机转子为柔性转子，对于这种柔性转子，外伸段的长度、弹性联轴器质量以及莫顿效应对其影响更大，在设计中需要重点关注。表5为考虑转子外伸段不同长度和弹性联轴器计算得出的转子临界转速。
表5  不同方案下转子临界转速和避开率
Tab5. Rotor critical speed and avoidance rate under different schemes
	方案
	阶次
	临界转速r/min
	相对避开率%

	
	
	考虑联轴器
	不考虑联轴器
	考虑联轴器
	不考虑联轴器

	a
	1
	3694
	3703
	-58.96
	-58.86

	
	2
	7897
	8415
	-12.26
	-6.50

	
	3
	10475
	12585
	16.39
	39.83

	b
	1
	3689
	3700
	-59.01
	-58.89

	
	2
	7120
	8368
	-20.89
	-7.02

	
	3
	10273
	11514
	14.14
	27.93

	c
	1
	3685
	3697
	-59.06
	-58.92

	
	2
	6623
	8231
	-26.41
	-8.54

	
	3
	10043
	10693
	11.59
	18.81


表5中的相对避开率指的是相对工作转速9000r/min的避开率。从表5可以得出，考虑联轴器和增加转子外伸段长度会降低转子临界转速，同时联轴器质量对临界转速的影响比外伸段长度更大，因此在进行长外伸段压缩机转子设计时需要重点考虑联轴器和外伸段长度对转子临界转速的影响。
2.2压缩机转子不平衡响应分析
本文考虑了转子本身不平衡量、外伸段不平衡量、外伸段由于莫顿效应引起轴颈处的热弯曲不平衡量以及联轴器引起的不平衡量。转子动力学方程为:


上式： , , 分别为转子的质量、阻尼以及刚度矩阵；为有限元模型节点位移；为由于莫顿效应引起轴颈处的热弯曲； , , ，为转子不平衡力、陀螺力、轴承力以及其他外力，求解微分方程得到不平衡响应解。
转子外伸段和联轴器部分不平衡量按照API617准则计算得出。

 (2)
式中：
：转子外伸段和联轴器质量；:转子工作转速r/min。
莫顿效应引起的热不平衡量将通过计算轴颈位置热变形再转换成热不平衡量。假设转子外伸段为刚性，则进气侧轴颈热弯曲对外伸段所引起的变形来源于转角，图4为轴颈热弯曲对外伸段所引起的变形示意图，通过转角的定义方式，得到:

(3)
式中： :外伸段长度； :轴承宽度；轴颈处热变形量；:轴颈热弯曲对外伸段引起的弯曲变形；:热弯曲角度。
运用ANSYS对压缩机转子进行稳态热分析，得到转子内部的温度场分布情况，再导入静力学分析模块即可求解到轴颈处的热变形量。
[image: C:\Users\16054\Downloads\小论文插图.JPG]
图4 轴颈热弯曲对外伸段所引起的变形示意图
Fig. 4 Diagram of deformation caused by hot bending of the journal
压缩机转子轴颈由于热弯曲所产生的热不平衡量UT：

  (4)
式中：
:热不平衡量；:轴颈热弯曲对外伸段引起的弯曲变形；:外伸段质量。

转子进气侧轴颈热弯曲引起的不平衡量和外伸段以及联轴器质量不平衡量按照矢量合成如图5所示, 为热弯不平衡量和质量不平衡量U0之间相位角。
[image: C:\Users\16054\Downloads\小论文插图.JPG2.JPG]
图5 不平衡量矢量合成图
Fig. 5 Unbalance vector composition diagram
综上所述，转子不平衡量如表6所示。
表6  不同方案下转子的不平衡量
Tab6 Unbalance of rotor under different schemes
	方案
	不平衡量/kg.mm

	方案a1（考虑联轴器、不考虑轴颈热弯曲）
	2.790

	方案a2（不考虑联轴器、不考虑轴颈热弯曲）
	2.768

	方案b1（考虑联轴器、不考虑轴颈热弯曲）
	2.798

	方案b2（不考虑联轴器、不考虑轴颈热弯曲）
	2.777

	方案c1（考虑联轴器、不考虑轴颈热弯曲）
	2.807

	方案c2（不考虑联轴器、不考虑轴颈热弯曲）
	2.786

	方案c3（考虑联轴器、考虑轴颈热弯曲）
	11.857

	方案c4（不考虑联轴器、考虑轴颈热弯曲）
	10.473


从表6可以得出，考虑热弯曲导致的不平衡量之后总的不平衡量最大为11.857kg.mm，约为最小初始不平衡量2.790kg.mm的4.25倍。
基于ANSYS计算得到压缩机转子进气侧轴颈位置天地方向三阶阻尼不平衡响应如图6所示。
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 图6 不同方案下转子进气侧天地向轴振响应
Fig. 6 Response of air inlet side of rotor under different schemes
从图6中可以看出考虑弹性联轴器、增加外伸段长度以及引入莫顿效应会使得转子轴振在工作转速时幅值大幅增加，与某压缩机试验过程中观察到的试验数据进行了对比，数据上存在一定偏差：出现偏差的原因主要有以下几点：1）转子在制造和安装过程中出现了一定误差，导致转子外伸段的不平衡量比理论值高；2）理论分析时无法完全根据实际模型进行分析，进行了一定简化。
在试验过程中，压缩机转子在运行到工作转速稳定运行时轴振出现了以1倍频为主的振动波动现象，如图7所示，该振动现象与莫顿效应导致的转子周期性振动现象吻合。
[image: C:\Users\16054\Downloads\小论文插图.3.JPG]
图7  莫顿效应周期性振动
Fig. 7 Periodic vibration of Morton effect
3降低外伸段效应方法
在设计阶段可通过减小转子外伸段的长度、质量、增加轴承顶隙以及增加轴颈直径等措施来降低转子外伸段效应。然而压缩机转子受到进气室结构的限制，减小其长度实施起来难度较大。本文研究的压缩机转子推力盘设计在进气侧，轴颈直径需要根据推力轴承推力瓦内径进行合理增加，不能无限制增加。
在压缩机试验前将进气侧轴承顶隙增加0.1mm后，原轴承顶缝为0.3mm，增加轴承顶隙约为原轴承顶隙的33.3%，在工作转速时未发生莫顿效应导致的转子振动幅值增大的情况，具体如图8所示，试验结果表明增大轴承顶隙可抑制莫顿效应。
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图8  进气侧天地方向轴振响应峰峰值
Fig. 8 Peak-to-peak value of axial vibration response in air inlet side
4 结论
（1）转子外伸段长度为转子总长的1/5以上时需要重点考虑联轴器外伸段长度对临界转速的影响，分析结果表明联轴器质量对临界转速的影响比外伸段长度更大，在转子设计时需重点关注；
（2）长外伸段转子易发生莫顿效应，通过增加33%以上的外伸段侧轴承顶隙可有效抑制莫顿效应。
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