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K418 合金车用增压涡轮热裂倾向性分析及预测 

石照夏，董建新，张麦仓，郑 磊 

(北京科技大学 高温材料及应用研究室，北京  100083) 

摘 要：为解决 K418合金用于浇注车用增压涡轮时出现的热裂问题，采用有限元模拟软件 ProCAST的热弹塑性 

模型，对不同浇注工艺下 K418 合金车用增压涡轮的充型和凝固过程进行模拟，通过对温度场、固相分数和应力 

场模拟结果的分析，预测热裂缺陷的形成倾向，模拟结果与实际情况基本吻合。分析结果表明，涡轮叶稍处产生 

热裂的根本原因是凝固过程中产生了拉应力，应力值越大，铸件处于热裂敏感区的时间越长，热裂倾向性越大； 

采用较高的模壳温度和较低的浇注温度有利于降低铸件的热裂倾向。 
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Hot tearing susceptibility analysis and prediction of 
K418 superalloy for auto turbocharger turbine wheel 

SHI Zhaoxia, DONG Jianxin, ZHANG Maicang, ZHENG Lei 

(High Temperature Materials Research Laboratory, University of Science and Technology Beijing, 

Beijing 100083, China) 

Abstract:  The  filling  and  solidification  processes  under  different  pouring  processes  were  simulated  by  the  thermal 
elastoplastic stress model in finite element simulation software ProCAST in order to solve the hot tearing problem in the 
K418 superalloy auto turbocharger turbine wheel. The susceptibility of hot tearing defects was predicted by analyzing the 
simulation  results  of  temperature  field,  solid  fraction  and  stress  field. The  simulation  results  agree  well  with  the  real 
circumstances. The  analysis  results  show that  the main  reason  for  the hot  tearing  in  the blade margin of  turbine  is  the 
tensile stress induced during the solidification. Both the higher stress and the longer time in the hot tearing sensitive range 
will  result  in  the  higher  hot  tearing  susceptibility  of  the  casting. The  higher  shell  temperature  and  the  lower  pouring 
temperature are advantageous to reducing the hot tearing susceptibility of the casting. 
Key words: K418 superalloy; auto turbocharger turbine wheel; hot tearing; pouring process; numerical simulation 

提高发动机动力性能、降低燃料消耗和减少废气 

排放污染是汽车发动机发展的主要目标，采用涡轮增 

压技术已成为实现上述目标的有效措施之一 [1−3] 。 涡轮 

增压器利用发动机排出的废气能量推动涡轮室内的涡 

轮，涡轮带动同轴的叶轮，叶轮将来自空气滤清器的 

空气压缩， 使之增压进入气缸。 当发动机转速加快时， 

气缸进气量增加，从而提高了发动机的输出功率。在 

新一代小型发动机中，尾气温度在局部区域甚至超过 

了 850 ℃，涡轮转速快，叶片长期承受多种交变应力 

的作用，因此，要求涡轮材料具备较好的耐热性和高 

温力学性能 [4−6] 。 
K418镍基铸造高温合金因具有足够的热强性、 热 

稳定性和良好的抗机械疲劳和热疲劳性能等优点，目 

前被广泛用于制作汽车增压涡轮。增压涡轮叶片薄且 

曲率变化大，因此实际生产中采用熔模铸造的方法浇 

注涡轮时，叶片极易产生热裂。目前生产厂家多采用 
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“经验+试验”的方法摸索减少铸件热裂缺陷的改进 

工艺，但这不仅浪费昂贵的合金和型壳材料，增加成 

本，而且使得工艺改进周期延长。计算机模拟技术的 

发展及其在铸造领域的应用为人们认识铸件充型和凝 

固过程提供了有效途径。通过直观地观察铸件充型和 

凝固过程，可以预测热裂、缩孔、缩松等缺陷的产生 

情况，从而实现了铸造工艺的优化设计，以确保铸件 

质量，降低生产成本，缩短试制周期 [7−10] 。 

国内外对车用增压涡轮用  TiAl 合金进行了大量 

研究， 如成分和组织对 TiAl合金持久性能的影响以及 
TiAl 合金的组织和力学性能等研究 [4−5] 。此外，众多 

学者对 Inconel713C 和 GMR235 等车用增压涡轮用高 

温合金的研究主要集中在组织控制和性能提高等方 

面 [11−13] 。由于热裂这一铸造缺陷的存在不仅使涡轮生 

产厂家的成品率仅维持在现有水平，一定程度上也制 

约了涡轮产品质量的提高。因此，寻求快捷、合适的 

方法预测涡轮热裂，进而防止和控制热裂的产生，并 

探索铸件热裂倾向最小的浇注工艺具有重要意义，但 

目前关于这方面的研究鲜见报道。 

本文作者以K418合金车用增压涡轮为研究对象， 

采用已经实际工程验证的铸造专用数值模拟软件 
ProCAST对涡轮铸造过程进行模拟，动态地观察涡轮 

的充型和凝固过程。在此基础上，结合热裂产生机理 

与预测判据，模拟并预测不同浇注工艺下涡轮的热裂 

情况， 讨论了浇注温度和模壳温度对涡轮热裂的影响， 

以期为获得高质量涡轮产品的优化工艺提供参考。 

1  凝固过程数值模拟 

1.1  试验铸件及模型的建立 

某型号车用增压涡轮采用  K418 镍基铸造高温合 

金通过无余量整体熔模铸造成型，其外形如图  1(a)所 

示。涡轮由 12个叶片及轮盘组成，涡轮盘尺寸较大， 

最大尺寸为 d 98 mm， 最小壁厚仅为 2.5 mm， 带有 d 29 
mm 的涡轮轴；涡轮叶片长而薄，叶片高约为  31.5 
mm，叶片自叶根向叶尖方向厚度逐渐减小，叶尖处 

壁厚不足  1  mm。此熔模铸造涡轮属小型件，为了提 

高生产效率和成品率，多采用组树的方法，一型多件 

同时浇注。为便于工艺上的研究分析，本文作者取单 

个带内浇道的涡轮进行模拟。铸件内浇道采用 
Pro/Engineer 三维实体造型软件进行造型， 具体尺寸如 

图 1(b)所示。K418合金涡轮精铸过程采用热壳浇注， 

模壳温度很高，冷却过程必须考虑模壳与周围环境的 

辐射换热，因此模拟中考虑模壳与车间环境的辐射换 

图 1  某型号车用增压涡轮外形及内浇道实体造型 

Fig.  1  External  appearance  of  certain  type  of  auto 

turbocharger turbine wheel and solid modeling of internal sprue 

(Unit:  mm):  (a)  External  appearance;  (b)  Solid  modeling  of 

internal sprue 

热，造型时建立一个 d 138 mm×147 mm的圆柱形扣 

箱将整个铸件内浇道包裹于其中。 

1.2  网格剖分 

铸件浇道的几何模型从  Pro/Engineer 软件中导出 
IGS 格式，随后导入 ProCAST 软件的 MeshCAST 模 

块中进行面网格划分。由于涡轮不同部位厚度相差较 

大，同时综合考虑薄叶片部分的计算精度和模拟计算 

量，采用不同的网格长度划分铸件面网格，涡轮叶片 

部分的网格大小为  1  mm，涡轮盘、涡轮轴及浇道的 

网格长度为 3 mm，扣箱的网格长度为 6 mm。面网格 

划分成功后，考虑到实际模壳的形状和厚度，采用
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MeshCAST 中自动生成型壳的  Shell 功能，在铸件外 

生成 7  mm厚的模壳，最后进行体网格划分。铸件、 

模壳和扣箱的网格划分结果如图 2 所示，模型中节点 

数为 155 713，有限元体网格数为 747 870。 

图 2  铸件、模壳及扣箱的网格模型 

Fig. 2  Grid models of casting (a), shell (b) and enclosure (c) 

1.3  材料的热物性参数和力学性能参数 

模拟中铸件材料为 K418合金， 其主要成分如表 1 
所列。该合金是一种以 γ′ 相沉淀强化为主的镍基高温 

表 1  K418合金的主要成分 

Table  1  Main  chemical  composition  of  K418  superalloy 

(mass fraction, %) 

Cr  Mo  Al  Nb  Ti  Zr  Fe  C  B  Ni 

12.5  4.3  6.0  2.1  0.75  0.10  0.50  0.12  0.014  Bal. 

合金，γ′ 相的质量分数约为 55%，枝晶间 γ+γ′ 共晶相 

体积分数约为  2%，此外，还含少量 MC 碳化物和极 

少量M3B2 硼化物。 
K418  合金计算中所用的相关物性参数利用 

ProCAST自带的材料数据库，将表 1中元素的质量分 

数输入材料数据库中，采用软件推荐的 Scheil 模型， 

通过  ProCAST 与热力学数据库和应力数据库自动连 

接，计算得到合金的热物性参数和力学性能参数。模 

壳材料采用锆砂， 其热物性参数在 ProCAST软件数据 

库中选取。 

1.4  边界条件、初始条件及运行参数设置 

计算得到  K418 合金固相线和液相线温度分别为 
1  178  和  1  346  ℃。实际生产中合金的浇注温度为 
1 450~1 500℃， 通常低于 1 500 ℃， 模壳温度为 900℃ 

左右。模拟计算中采用 1  450和 1  500 ℃两种浇注温 

度以及 900和 950 ℃两种模壳温度，对比分析浇注温 

度和模壳温度对热裂缺陷的影响。应力模拟计算采用 

热弹塑性模型， 将模壳定义为刚性，即参与接触计算， 

但不进行应力计算。浇注考虑辐射换热、导热和对 

流换热，设定铸件与模壳之间的换热系数为  650 
W/(m 2 ∙K)，采用重力浇注，浇注速度约为  0.15  m/s。 

终止计算的条件设置为温度低于  800  ℃，除将 
TFREQ(温度结果保存间隔)和  SFREQ(应力结果保存 

结果)值改为 5外， 其余运行参数采用重力浇注默认设 

置。前处理完毕后，运行  ProCAST 得到金属液充型 

以及凝固过程中的温度场和应力场求解结果。 

2  模拟结果及分析 

2.1  充型过程 

图  3 所示为在模壳温度为  900 ℃、浇注温度为 
1  450 ℃的浇注工艺下金属液通过内浇道的充型过程 

模拟结果。由图 3可知，金属液浇注到内浇道后，液 

态金属依靠静压力流入涡轮型腔，首先充满底部涡轮 

轴，然后自下而上充满叶片，之后在内浇道的下部相 

遇，最后上升到内浇道口。充型完整，不会发生冷隔、 

浇注不足等缺陷，完成整个充型过程约需 1.5 s。
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图 3  模壳温度为 900 ℃、浇注温度为 1 450 ℃时铸件充型过程的温度场分布 

Fig.  3  Distribution  of  temperature  field of  filling  process  of  casting at  shell  temperature  of  900 ℃  and  pouring temperature  of 

1 450 ℃: (a) 0.5 s; (b) 0.8 s; (c) 1.1 s; (d) 1.5 s 

2.2  凝固时间分布 

图 4所示为模壳温度为 900 ℃， 浇注温度为 1 450 
℃的浇注工艺下铸件的凝固时间分布。由图 4 可知， 

铸件凝固时间最长的部位为图中红色区域的内浇道， 

凝固时间最短的部位为紫色区域的叶片前端。叶片、 

涡轮轴部、涡轮盘及内浇道等不同部位凝固时间相差 

极大，叶片前端在 30 s内即完全凝固，涡轮轴部及涡 

轮盘凝固减缓，内浇道最后凝固。此凝固顺序有利于 

保证涡轮自下而上的凝固顺序，使缩孔、缩松等缺陷 

集中在最后凝固的内浇道部位，从而保证了涡轮的质 

量。 

2.3  温度场和固相分数分布 

图 5所示为模壳温度为 900 ℃、 浇注温度为 1 450 
℃的浇注工艺下，铸件凝固初期的温度场分布和相应 

的固相分数分布情况。由图 5可知，金属液充满型腔 

后， 厚度最薄的叶片前端温度首先降至 1 178 ℃(合金 

固相线温度)以下，即完成凝固。此时叶片根部、涡轮 

图 4  模壳温度为 900 ℃、 浇注温度为 1 450 ℃时铸件凝固 

时间分布 

Fig.  4  Distribution  of  solidification  time  of  casting  at  shell 

temperature of 900 ℃  and pouring temperature of 1 450 ℃ 

轴部、 涡轮盘及内浇道温度虽已降低至 1 346 ℃(合金 

液相线温度)以下，但仍高于合金的固相线温度，这些
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图 5  模壳温度为 900 ℃、 浇注温度为 1 450 ℃时铸件温度 

场和固相分数分布 

Fig. 5  Distribution of  temperature  field and  solid  fraction of 

casting at  shell  temperature  of 900 ℃  and pouring  temperature 

of 1 450 ℃: (a) Temperature field; (b) Solid fraction 

部位的合金液此时处于固液两态共存区。 

2.4  应力场分布和热裂倾向分布 
ProCAST  软件除了在应力场计算方面较其他同 

类软件具有较大优势外，还可以在应力计算中对热裂 

敏感性进行计算。在  ProCAST 软件中定义了热裂指 

数，通过启用热裂指示器来表达该指数，从而定性地 

描述铸件发生热裂的倾向。热裂指示器是一种应力驱 

动模型，其理论基础是基于凝固过程中产生的全部应 

力，当固相率为 50%~99%时，计算给定节点的弹性和 

塑性应力变形。 

图  6 所示为在模壳温度为  900 ℃、浇注温度为 
1  450 ℃的浇注工艺下，铸件凝固初期的应力场分布 

和相应时刻的热裂倾向分布情况。 由图 6(a)可以看出， 

凝固开始时，随着叶片前端的即刻凝固，叶片部位首 

先产生拉应力，最早凝固的叶稍处应力最大，其中曲 

图 6  模壳温度为 900 ℃、 浇注温度为 1 450 ℃时铸件应力 

场分布和热裂倾向 

Fig. 6  Distribution diagram of  stress  field and hot  tearing at 

shell temperature of 900 ℃  and pouring temperature of 1 450 

℃: (a) Stress field; (b) Index of hot tearing 

率较大的部位应力集中最为严重。由图 6(b)所示的铸 

件热裂倾向模拟结果可知，凝固初期涡轮的热裂情况 

与应力场的模拟结果一致， 即叶片前端热裂倾向较大， 

曲率较大的部位热裂倾向最大。 

图  7  所示为实际生产中涡轮叶片产生热裂的部 

位。由图 7可知，热裂纹通常出现在涡轮叶片上曲率 

较大的叶稍部位。由此可知，模拟得到的热裂结果与 

实际生产中的热裂情况基本吻合。 

为深入分析涡轮叶片的热裂机制，在叶稍上从垂 

直于涡轮轴的方向等距离选择 7 个节点，以研究凝固 

过程中叶片上热裂的产生过程，如图  6(b)所示。图  8 
所示为涡轮叶稍处节点的温度、固相分数和应力随时 

间的变化。由图 8 可知，位于叶片最下端的节点 1不 

到 13 s即完全凝固，叶稍处其他几个节点的凝固时间 

相差不大，均约为 18 s。在凝固过程的前 8 s内，各个 

节点的固相分数均小于  0.9，在此前的凝固过程中几
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图 7  铸件实际热裂部位 

Fig.  7  Practical  cracked  area  of  casting:  (a)  Turbine  1; 

(b) Turbine 2; (c) Turbine 3 

乎不产生应力。随着凝固过程的进行，当固相分数大 

于  0.9 时，叶稍各节点处开始产生拉应力。当固相分 

数接近 1.0 时，拉应力急剧增大，其中节点 3 和 4 处 

产生的拉应力最大，均大于 50 MPa，其余节点在固相 

分数接近 1.0时产生的拉应力为 18~45 MPa。 

热裂是铸件在凝固末期，固相分数高达 0.9、 几乎 

接近  1.0 时形成的一种铸造缺陷，此时温度处于线收 

缩开始温度到固相线温度区间内，即有效结晶温度范 

围 [14−16] 。强度理论认为，在有效结晶温度范围内的合 

金本身处于“脆性”阶段，合金的强度和塑性极低。 

铸件凝固末期，处于脆性区的铸件，当固相骨架已经 

形成并开始线收缩后，由于收缩受阻，铸件局部产生 

收缩应力及塑性变形。若收缩应力或塑性变形超过合 

金在该温度下的强度极限和伸长率，铸件即发生热 

裂 [17−19] 。凝固过程中产生的应力或塑性变形越大，铸 

件的热裂倾向性越大。此外，CLYNE 和  DAVIES [20] 

及  HATAMI 等 [21] 有关热裂形成的判据中定义了一个 

热裂倾向系数(Hotcracking  susceptibility  coefficient, 
ηHCS)，即 

0.99 0.9 
HCS 

0.9 0.4 

v 

R 

T t t 
T t t 

η 
− 

= = 
− 

(1) 

式中：t0.99、t0.9 和  t0.4 分别代表固相分数为  0.99、0.9 
和  0.4 所对应的时间。可以看出，合金凝固过程中固 

相分数处于 0.99~0.9这一阶段的时间越长，热裂倾向 

性越大。因此，可以从凝固过程中产生的拉应力和处 

于热裂敏感区的时间两方面来考察铸件的热裂倾向 

性。 

增压涡轮结构复杂，各个部分厚薄不同，导致叶 

稍、叶根和涡轮轴部的冷却情况不同，薄的叶片部分 

凝固较快，尺寸较大的涡轮轴和涡轮盘凝固较慢，因 

此造成各部分温度分布不均匀，凝固时间和收缩量不 

同。同时涡轮各部分联为一个整体，彼此间互相制约， 

因而在先凝固的叶稍部分首先产生了拉应力，当拉应 

力达到一定值时通过产生裂纹来释放，即发生热裂。 

对照图 7 可知，涡轮叶片实际热裂部位基本位于节点 
3 和 4 之间的叶片部位。由此可知，当固相分数接近 
1.0时，叶稍处各节点均产生拉应力。 叶片曲率变化大 

的区域易形成应力集中，因此，节点 3和 4所在区域 

的拉应力大于其他部位的拉应力，导致此处更易发生 

热裂。 

2.5  不同浇注工艺下的热裂对比 

通过充型和凝固过程的数值模拟，较真实全面地 

反映了涡轮的实际凝固过程，模拟过程中的热裂倾向 

也与实际情况吻合良好。为了考察工艺对涡轮产生热 

裂的影响，选取 1  450 和 1  500 ℃的浇注温度及 900 
和 950 ℃的模壳温度，采用不同的温度参数交叉模拟 

涡轮的热裂情况。图 9 所示为不同浇注温度和模壳温 

度下热裂倾向较严重的节点 4的温度随时间的变化。
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图  8  叶稍处节点温度、固相分数和拉应力随时间的变化 

曲线 

Fig.  8  Variations  of  temperature  (a),  solid  fraction  (b)  and 

tensile stress (c) with time at different nodes in blade margin 

从图  9 可以看出，模壳温度为  900 ℃时，1  450 和 
1  500 ℃两种浇注温度下节点 4 的凝固所需时间差别 

不大。模壳温度提高后，冷却速率减缓，凝固时间延 

图  9  不同模壳温度和浇注温度下节点  4 的温度随时间的 

变化 

Fig.  9  Variation  of  temperature  with  time  for  node  4  at 

different shell temperatures and pouring temperatures 

长，其中高模壳温度、高浇注温度下节点 4凝固所需 

时间最长。这是由于模壳温度与浇注温度越高，凝固 

过程中铸件与模壳的界面温差越小，铸型冷却作用减 

弱，铸件凝固所需时间延长。 

图  10 所示为不同浇注温度和模壳温度下节点  4 
的固相分数和应力随时间的变化。由图 10可知，不同 

浇注工艺下节点 4 的应力都在固相分数达到 0.9 时产 

生，且在固相分数逐渐接近  1.0 时急剧增加。低模壳 

温度和低浇注温度及高模壳温度和高浇注温度的浇注 

工艺下，固相分数接近 1.0 时，产生的应力均大于 50 
MPa， 且模壳温度为 950 ℃、 浇注温度为 1 500 ℃时， 

应力高达约 60 MPa； 采用低模壳温度和高浇注温度及 

高模壳温度和低浇注温度的浇注工艺，凝固终了时产 

生的应力均低于 50  MPa，且当模壳温度为 950 ℃、 

浇注温度为 1 450 ℃时，产生的应力小于 40 MPa。观 

察节点 4在不同浇注条件下固相分数处于 0.9~0.99的 

时间可知，采用  950 ℃的高模壳温度和  1  500 ℃的 

高浇注温度时约为 11  s，其他浇注条件下此时间约为 
7 s。由此可知，采用高模壳温度和高注温度不仅导致 

节点 4 在凝固过程中所受应力增大，而且使节点处于 

热裂敏感区的时间延长， 不利于控制铸件的热裂倾向。 

而同时采用高模壳温度和低浇注温度的浇注条件时， 

一方面降低了凝固过程中产生的应力，另一方面还缩 

短了铸件处于热裂敏感区的时间，因而有利于降低铸 

件的热裂倾向。因此，对于该涡轮铸件，采用较高的 

模壳温度和较低的浇注温度有利于降低铸件的热裂 

倾向。
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图 10  不同模壳温度和浇注温度下 4节点固相分数和粒应力随时间的变化 

Fig. 10  Variations of solid fraction and tensile stress with time for node 4 at different shell temperatures and pouring temperatures: 

(a) Shell temperature of 900 ℃  and pouring temperature of 1 450 ℃; (b) Shell temperature of 900 ℃  and pouring temperature of 

1  500 ℃;  (c)  Shell  temperature  of  950 ℃  and  pouring  temperature  of  1  450 ℃;  (d)  Shell  temperature  of  950 ℃  and pouring 

temperature of 1 500 ℃ 

3 结论 

1) 利用  ProCAST 铸造模拟软件模拟了不同浇注 

温度和模壳温度下  K418 合金车用增压涡轮的充型和 

凝固过程，分析了铸造过程中铸件的流场、温度场、 

固相分数和应力场模拟结果，预测了涡轮的热裂倾向 

与分布，模拟结果与生产实际基本吻合。 
2) 凝固过程中涡轮各部分厚度不同， 导致叶稍与 

其他部位的冷却情况不同，造成涡轮各部分温度分布 

不均匀，凝固时间和收缩量不同，因而在最先凝固的 

叶稍部位产生了拉应力，拉应力达到一定程度即通过 

产生热裂来释放；凝固过程中铸件所受拉应力越大， 

处于热裂敏感区的时间越长，热裂倾向性越大。 
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