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摘　 要:以 ＮＡＳＡ Ｃ３Ｘ线性叶栅为研究对象ꎬ采用非耦合和耦合方法分析叶片表面外换热系数

分布ꎮ 结果表明:离前缘越远ꎬ外换热系数越容易受到壁温的影响ꎬ带转捩的 ｋ－ω ＳＳＴ 湍流模

型能很好地预测耦合换热ꎮ 运用牛顿冷却定律对其进行修正和可行性分析ꎬ对比外换热系数

分布ꎬ表明非线性方法简单有效ꎮ
关键词:线性叶栅ꎻ耦合换热ꎻ外换热系数ꎻ非线性方法

中图分类号:Ｖ２３１.１　 　 文献标志码:Ａ　 　 文章编号:１６７１￣５２７６(２０２２)０１￣００４５￣０４

Ｎｕｍｅｒｉｃａｌ Ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ａｎｄ Ａｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ Ｈｅａｔ Ｔｒａｎｓｆｅｒ ｉｎ Ｈｉｇｈ Ｐｒｅｓｓｕｒｅ Ｔｕｒｂｉｎｅ
ＷＡＮＧ Ｊｉａｎｈｕａꎬ ＧＥ Ｎｉｎｇ

(Ｃｏｌｌｅｇｅ ｏｆ Ｅｎｅｒｇｙ ａｎｄ Ｐｏｗｅｒꎬ Ｎａｎｊｉｎｇ Ｕｎｉｖｅｒｓｉｔｙ ｏｆ Ａｅｒｏｎａｕｔｉｃｓ ａｎｄ Ａｓｔｒｏｎａｕｔｉｃｓꎬ Ｎａｎｊｉｎｇ ２１００１６ꎬ Ｃｈｉｎａ)
Ａｂｓｔｒａｃｔ: Ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｌｉｎｅａｒ ＮＡＳＡ Ｃ３Ｘ ｃａｓｃａｄｅ ａｓ ｔｈｅ ｒｅｓｅｒｃｈ ｓｕｂｊｅｃｔꎬ ｔｈｅ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｅｘｔｅｒｎａｌ ｈｅａｔ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｏｎ ｂｌａｄｅ
ｓｕｒｆａｃｅ ｉｓ ｗｏｒｋｅｄ ｏｕｔ ｂｙ ｕｎｃｏｕｐｌｉｎｇ ａｎｄ ｃｏｕｐｌｉｎｇ. Ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｓｈｏｗ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｆａｒｔｈｅｒ ａｗａｙ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｌｅａｄｉｎｇ－ｅｄｇｅ ｒｅｇｉｏｎ ｉｓꎬ ｔｈｅ ｍｏｒｅ
ｅａｓｉｌｙ ｔｈｅ ｅｘｔｅｒｎａｌ ｈｅａｔ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｉｓ ａｆｆｅｃｔｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｗａｌｌ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅꎬ ａｎｄ ｔｈｅ ｋ－ω ＳＳＴ ｔｕｒｂｕｌｅｎｃｅ ｍｏｄｅｌ ｗｉｔｈ ｔｒａｎｓｉｔｉｏｎ
ｐｅｒｆｏｒｍｓ ｃａｎ ｗｅｌｌ ｐｒｅｄｉｃｔ ｔｈｅ ｃｏｎｊｕｇａｔｅ ｈｅａｔ ｔｒａｎｓｆｅｒ. Ｎｅｗｔｏｎｓ ｃｏｏｌｉｎｇ ｌａｗ ｉｓ ｕｓｅｄ ｆｏｒ ｒｅｖｉｓｉｏｎ ａｎｄ ｆｅａｓｉｂｉｌｉｔｙ ｓｔｕｄｙꎬ ａｎｄ ｔｈｅ
ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｈｅａｔ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｉｓ ｃｏｍｐａｒｅｄꎬｗｈｉｃｈ ｍａｎｉｆｅｓｔｓ ｔｈｅ ｓｉｍｐｌｉｃｉｔｙ ａｎｄ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅｎｅｓｓ ｏｆ ｔｈｅ ｎｏｎｌｉｎｅａｒ ｍｅｔｈｏｄ.
Ｋｅｙｗｏｒｄｓ: ｌｉｎｅａｒ ｃａｓｃａｄｅꎻ ｃｏｎｊｕｇａｔｅ ｈｅａｔ ｔｒａｎｓｆｅｒꎻ ｈｅａｔ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔꎻ ｎｏｎｌｉｎｅｒ ｍｅｔｈｏｄ

０　 引言

在现代燃气涡轮发动机中ꎬ高压涡轮导叶与燃气热交

换率最高ꎮ 因涡轮进口温度远超过金属叶片的熔点温度ꎬ
故必需大量使用冷却气体ꎬ这就要求在设计过程中准确地

预测涡轮叶片表面温度分布ꎮ 丁林[１]搭建了涡轮叶片测

温平台ꎬ利用光学扫描和辐射测温方法对叶片表面温度分

布进行测量ꎮ 近年来ꎬ研究人员对气热耦合方法进行了广

泛研究ꎮ ＬＵＯ Ｊ等[２]研究了涡轮导叶在 ３ 种典型工况下

的气动和传热特性ꎬ采用不同的湍流模型计算分析了叶中

截面处温度分布和外换热系数分布ꎮ 褚云会等[３]对跨音

速涡轮数值模拟ꎬ分析了网格量和湍流模型对计算结果的

影响ꎮ ＣＲＯＣＥ Ｇ[４] 将开发的程序和商业软件进行了耦

合ꎬ即流体域和固体域使用不同的网格ꎬ通过插值程序将

流固交接面上的信息进行传递ꎮ 郭兆元等[５]采用耦合和

非耦合方式对单级涡轮机叶片数值计算ꎬ表明两种计算方

法对流场结构影响不大ꎬ只有耦合计算能准确地预测温度

分布ꎮ 虽然耦合计算正确地设置了流固交接面上边界条

件ꎬ但是ꎬ在计算复杂的内部冷却结构时ꎬ这种方法在工程

应用上受到限制ꎮ 因此ꎬ在研究冷却问题时ꎬ有学者提出

用外换热系数定量描述对流换热现象ꎬ这也是工程上初步

设计冷却系统的常用方法ꎮ
本文首先在典型工况下对 Ｃ３Ｘ计算域进行数值敏感

性验证ꎮ 然后采用非耦合方法计算分析了壁面温度对外

换热系数(ＨＴＣ)的影响ꎮ 采用耦合方法对比了不同湍流

模型下 ＨＴＣ分布ꎮ 最后对改进的换热量预测方法进行可

行性分析并对比不同计算方法下的 ＨＴＣꎮ

１　 求解方法及验证

采用课题组自主研发的 ＮＵＡＡ－ＴＵＲＢＯ 三维数值求

解器和 ＡＮＳＹＳ－ＣＦＸ 求解器求解雷诺平均 Ｎａｖｉｅｒ－Ｓｔｏｋｅｓ
方程(ＲＡＮＳ)ꎮ 通过 Ｎｕｍｅｃａ 对 Ｃ３Ｘ 叶型建立计算域网

格ꎬ如图 １所示ꎬ其中进、出口为 Ｈ 型网格ꎬ叶片表面建立

Ｏ型网格ꎮ 由于热边界层受网格影响较大ꎬ为了正确模拟

传热ꎬ叶片表面的 ｙ＋值<１ꎬ网格节点数达 ２×１０７ꎮ 计算域

边界条件如下:来流总压Ｐ０ ＝ ３.２１８×１０５ Ｐａꎬ来流总温Ｔ０ｉｎ ＝
７８３ Ｋꎬ出口马赫数Ｍａｉｓｏｕｔ ＝ ０.８９ꎬ湍动量Ｔｕ ＝ ８.３％ꎬ湍流长

度尺度为 ０.００５ ｍꎮ
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图 １　 计算域网格及边界条件
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１.１　 网格无关性验证

首先改变沿叶片轮廓周围边界层中的 Ｏ 型网格节

点ꎬ使用 ＮＵＡＡ－ＴＵＲＢＯ 求解器来进行网格无关性验证ꎮ
在保证离壁距离相同的情况下ꎬ比较了 ３种不同的网格节

点ꎮ 如图 ２ 所示ꎬ在温度比 ＴＲ ＝ Ｔｗ / Ｔ０ｉｎ ＝ ０.６５ 时ꎬ计算了

３０、４０和 ５０个节点下叶片表面的无量纲换热量 ｑ / ｑｒｅｆ分
布ꎮ 无量纲换热量的计算方法见式(１)ꎬ换热量 ｑ 通过壁

面附近流体分子之间导热计算ꎬ即 ｑ ＝ －ｋ(∂Ｔ / ∂ｎ)ꎮ Ｃ 为

叶片轴向弦长ꎬｋ 为进口温度条件下的导热系数ꎮ 从整体

上看ꎬ３种网格节点下的计算结果差异很小ꎬ在之后的计

算中选择网格节点为 ４０ꎮ

ｑ / ｑｒｅｆ ＝
ｑＣ

Ｔ０ｉｎ－Ｔｗ( ) ｋ
(１)
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图 ２　 ＴＲ ＝０.６５ 时不同边界层节点

ＨＴＣ 分布

１.２　 非耦合计算

通过 ＮＵＡＡ－ＴＵＲＢＯ求解器的定量计算来分析 ＴＲ 对

ＨＴＣ的影响ꎮ 计算域的边界条件如上所述ꎬ在不同工况

下ꎬ仅仅改变壁面温度边界条件ꎮ 假设空气为理想气体ꎬ
理想气体定律和萨瑟兰黏性定律来求解气体的状态和热

物理性质ꎮ 从图 ３ 中可以清楚地看出叶片壁面温度对

ＨＴＣ的影响ꎮ 在叶片尾缘的相同位置处ꎬ在 ＴＲ ＝ ０.６０ 情

况下的 ＨＴＣ比 ＴＲ ＝ ０.９５ 情况下高 ３０％左右ꎮ 同时ꎬ在叶

片前缘的驻点区域ꎬＴＲ 对 ＨＴＣ 的影响不如尾缘区域明

显ꎮ 这也表明上游历史效应对边界层的影响ꎮ 在叶片前

缘附近ꎬ由于边界层刚形成ꎬ对壁面的温度影响较小ꎬ但
是ꎬ随着边界层在叶片表面的发展ꎬ相比于边界层外部流

动ꎬ温度不同的流体在边界层内部逐渐积累并且不断影响

壁面温度ꎮ 这表明当地壁面温度条件影响 ＨＴＣꎬ同时受

冷却表面的外换热系数还与上游边界层发展历程相关ꎮ
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图 ３　 外换热系数 ＨＴＣ依赖于 ＴＲ

１.３　 耦合计算

在非耦合计算中只是考虑外部气动影响ꎮ 正如在数

值计算时ꎬ都是给定等温边界条件ꎬ这就改变了叶片表面

和流体域之间的真实交界面边界条件ꎮ 为了排除这种任

意边界条件的影响ꎬ采用 ＣＦＸ求解器中的热－固耦合模型

数值计算ꎮ 图 ４给出了耦合计算域ꎬ外部流体域与非耦合

计算下的边界条件一致ꎬ叶片内部固体域材料选择热导率

较低的 ＡＳＴＭ３１０ 型不锈钢ꎬ在叶片内部有 １０ 个冷却通

道ꎬ每个冷却通道进口给定半径、进口质量流量、进口静温

和湍流度ꎮ 这里选择文献[６]中 ４４２２工况ꎮ
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图 ４　 耦合计算域

图 ５显示了不同湍流模型下ꎬ叶片表面无量纲静压分

布ꎬ计算结果表明湍流模型对气动特性的影响较小ꎮ 在压

力面ꎬ从叶片前缘到 ｘ / Ｃａｘ ＝ －０.５ 附近ꎬ压力几乎保持不

变ꎬ这个阶段流体加速缓慢ꎬ叶片表面没有分离ꎬ边界层内

的静压梯度为 ０ꎬ叶片表面的压力分布受湍流模型的影响

很小ꎮ 从压力面中部到尾缘附近ꎬ压差增大ꎬ流体急剧加

速ꎮ 在吸力面ꎬ从前缘到 ｘ / Ｃａｘ ＝ ０.４ 附近ꎬ静压快速下降

到进口压力的一半ꎮ 随后流体开始减速ꎬ到尾缘附近ꎬ流
体又经历了缓慢地加速的过程ꎮ
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图 ５　 不同湍流模型下叶片表面

静压分布

如图 ６所示ꎬ不同湍流模型下换热系数与实验值对

比ꎮ 从整体上看ꎬ边界层内部的转捩流动对 ＨＴＣ 有较大

影响ꎮ 在吸力面前缘沿叶片表面下游ꎬ不同湍流模型对外

换热系数的预测都有不同程度的偏差ꎮ 高雷诺数湍流模

型(ｋ－ε 类)主要模拟湍流状态ꎬ使用半经验公式简化边界

层流动ꎬ计算所得的湍流强度比较高ꎬ同时在吸力面前缘

附近ꎬ激波－附面层相互干扰的现象极为明显ꎬ对计算结

果有较大影响ꎮ 尽管低雷诺数湍流模型(ｋ－ω 类)计算所

得的湍流强度较低ꎬ但是仍然反映边界层内部的湍动特

性ꎮ 对于吸力面前缘附近的层流区域ꎬ无法准确地分辨ꎮ
如果在 ｋ－ω ＳＳＴ 湍流模型上使用转捩模型ꎬ预测的 ＨＴＣ
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与实验值吻合较好ꎮ
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图 ６　 不同湍流模型下 ＨＴＣ对比

２　 非线性方法可行性分析

在典型非耦合计算中假设:气动性能决定换热性能ꎮ
对于给定的叶型结构和流动条件ꎬ在牛顿冷却定律 ｑ ＝
ｈ(Ｔ－Ｔａｗ)中ꎬ有两个由气动决定的未知量(ｈꎬＴａｗ)ꎮ 由于

这两个未知量不受壁温影响ꎬｈ 值能正确地表示为每一点

处的曲线斜率ꎬ可将其改写成式(２)的形式ꎮ

ｈ＝
ｑ１－ｑ２
Ｔｗ１－Ｔｗ２

(２)

当 ｑ 与 Ｔｗ呈现明显的非线性关系时ꎬ曲线斜率表现

为在当地变化ꎮ 式(２)改写成式(３)ꎮ 此时式(３)中的外

换热系数 ｈ 可以解释为微分算子 ｄｑ / ｄＴｗ的有限差分近

似ꎬ对于给定的壁温 Ｔｗꎬ在极小的温差 ΔＴ 范围内ꎬ曲线的

局部斜率能正确地表示外换热系数ꎮ

ｈ＝
ｑ１－ｑ２
Ｔｗ１－Ｔｗ２

＝
ｑ＋－ｑ－
Ｔｗ＋－Ｔｗ－

＝ Δｑ
ΔＴ

(３)

为了确定式(３)中 ΔＴ 的取值大小ꎬ在 ＴＲ ＝ ０.７０ 条件

下ꎬ选取 ３Ｋ、５Ｋ和 １０Ｋ 进行验证研究ꎮ 为了在图中显示

清晰ꎬ去掉了尾缘回流区域内和转捩附近 ＨＴＣ分布的峰值

点ꎮ 如图 ７所示ꎬ在所选取的 ３个温差下ꎬ计算所得外换热

系数基本相同ꎬ因此ꎬ在下面两点法的计算中选择 ５Ｋꎮ
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图 ７　 ３ 种温差下叶中截面外换热

系数分布

根据非耦合计算结果中的分析ꎬ非线性方法主要考虑

了 ＨＴＣ与 Ｔｗ呈现线性关系ꎬ即 ＨＴＣ ＝ ｈ０＋ｈ１Ｔｗꎮ 不考虑绝

热壁温随壁面温度的变化ꎮ 具体表达式如下:
ｑ＝(ｈ０＋ｈ１Ｔｗ)(Ｔｗ－Ｔａｗ) (４)

在 ３个壁温下ꎬ求解式(４)中的未知变量ｈ０ꎬｈ１和Ｔａｗꎮ
这些未知变量确定后ꎬ就可以根据式(４)确定未知 Ｔｗ下的

换热量分布以及对应壁面温度下的 ＨＴＣꎮ 未知变量也是

叶片表面上的每个网格点的常数ꎮ 这种当地校正方法与相

关经验关系式有明显地区别ꎮ 求解叶片表面 ＨＴＣ 分布的

常规做法是需要不同壁温下两个 ＣＦＤ 计算解ꎮ 该方法只

需要 ３个 ＣＦＤ解ꎬ计算成本低ꎬ而预测精度得到质的提高ꎮ
在温度比为 ０.９５、０.７５ 和 ０.６５ 条件下ꎬ使用 ＮＵＡＡ－

ＴＵＲＢＯ求解器得到每个网格点的换热量来求解式(４)ꎮ
用非线性方法可以预测温度比为 ０.６~ ０.９５范围内的换热

量ꎮ 图 ８比较了非线性方法的计算结果与数值计算结果ꎮ
这种方法可确保在整个 Ｔｗ范围内ꎬ预测结果与 ＣＦＤ 数值

计算结果的匹配非常好ꎮ 为了突出 ＨＴＣ独立于 Ｔｗ的假设

所带来的误差ꎬ还使用传统的两点法预测了温度比分别为

０.７、０.８和 ０.９下的换热量ꎮ 如图 ９所示ꎬ结果表明两点法

无法体现 ＨＴＣ随壁面温度的变化ꎬ从而在换热量的预测

中带来误差ꎮ
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图 ８　 ＣＦＤ 解与非线性方法的换热量对比
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图 ９　 ＣＦＤ 解与两点法的换热量对比

３　 外换热系数分布

图 １０对比了叶片表面平均温度 ＴＲ ＝０.８４情况下ꎬ两点

法、非线性方法以及耦合计算下的 ＨＴＣ分布ꎮ 在校正过程

中ꎬ两点法在转捩附近出现了尖峰值ꎬ与两点法相比ꎬ非线

性方法预测的外换热系数值更加稳定ꎬ这种稳定性主要是

对不同壁面稳定范围内的多点曲线拟合ꎬ而传统的两点法

只是基于单个壁面温度上局部区域内的差分近似ꎮ 如图

１０所示ꎬ非线性方法在转捩位置处与实验值和耦合计算有

些误差ꎬ从整体上看ꎬ可以较为准确地预测外换热系数ꎮ
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图 １０　 ＴＲ ＝０.８４ 条件下外换热系数

分布对比

４　 结语

本文以典型高压涡轮平面叶栅 Ｃ３Ｘ为例ꎬ采用 ＮＵＡＡ－
ＴＵＲＢＯ求解器和 ＣＦＸ 求解器主要研究高压涡轮叶片外

换热系数与壁温的关系ꎮ 得出以下结论:
１)非耦合计算时ꎬ壁温对叶片前缘处 ＨＴＣ 的影响较

小ꎬ但是在叶片尾缘有明显的非线性ꎮ 特别地ꎬ在 ＴＲ ＝
０.６０与 ＴＲ ＝ ０. ９５ 两种情况下ꎬＨＴＣ 相差达到 ３０％左右ꎮ
耦合计算时ꎬ带转捩的 ｋ－ω ＳＳＴ湍流模型能较为准确地预

测外换热系数分布ꎮ

　 　 ２)基于牛顿冷却定律的非线性形式ꎬ采用非线性方

法来计算不同壁温下外换热系数ꎮ 与传统方法相比ꎬ可以

有效地对 ＨＴＣ－Ｔｗ依赖性进行校正ꎮ 非线性方法是在给定

壁面温度的情况下获得外换热系数ꎬ这种基于当地的而不

是全局的校正方法ꎬ提高了计算精度ꎮ
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　 　 １)表面粗糙度随主轴转速的增加呈现先降低后升高

的趋势ꎬ主轴转速为 ９ ０００ ｒ / ｍｉｎ时ꎬＲａ 最低为 ０.１６９ μｍꎻ
表面粗糙度随径向切深的增加而降低ꎬ切深 ０.５ ｍｍ 时ꎬ
Ｒａ 最低为０.１５５ μｍꎻ随着切削进给速度的增加ꎬ切削力的

波动造成表面粗糙度变化趋势不稳定ꎬ进给速度为

１ １５０ ｍ / ｍｉｎ时ꎬＲａ 最低ꎬ为 ０.１７ μｍꎻ
２)仅考虑刀具时ꎬϕ１６ 刀具的切削力明显高于 ϕ１０

的ꎬ且切削强度和径向切深更大ꎬ切深 １.０ ｍｍ以下时两者

表面粗糙度基本一致ꎬ切深 ２.０ ｍｍ 时 ϕ１６ 加工表面粗糙

度最低ꎬ为０.４０１ μｍꎻ
３)通过对被加工件表面形貌和表面灰度的分析可

知ꎬ逆铣和顺铣的分形维数分别为 ２.４４０ ７ 和 ２.４１７ ５ꎬ即
逆铣加工的曲面更为复杂ꎬ顺铣表面更平滑ꎬ其结论和表

面粗糙度的实测值完全一致ꎮ
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