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Study on characteristics and solution design of gas-filled accumulator in liquid rocket

液体火箭注气式蓄压器特性分析与方案设计研究
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Abstract

The gas-filled accumulator is a supply system component used to suppress the longitudinal oscillation of liquid rockets. To predict the dynamic and static characteristics of the accumulator, and realize its overall design, a gas-filled accumulator partition model is proposed based on the lumped parameter method, which includes the overheated zone, saturated zone, overcooled zone, two-phase critical zone and solid zone. Under the assumption of small pulsation, analytical formulas for accumulator impedance are derived through linearization of the partitioned model. Under the quasi-steady assumption, analytical formulas for the static characteristic parameters, including the temperature of the ullage and bulk liquid, the ullage pressure, and the flow rate inside the overflow pipe, varying with accumulator inlet pressure, are derived in time domain, and the dimensionless parameters characterizing the accumulator's time-domain working characteristics are given. The ullage volume control capability of the gas-filled accumulator is studied, and the calculation method of the accumulator's start-up time, pressure change rate and emptying time was given. Based on the characteristic analysis, the design method and design process of the gas-filled accumulator are proposed, and a design case is given. This gas-filled accumulator solution design method can provide a reference for engineering design.

摘要

注气式蓄压器是一种用于抑制液体火箭纵向自激振荡的增压输送元件。为了预示蓄压器的动、静态特性, 实现蓄压器的总体方案设计, 基于集中参数方法提出了包含过热区、饱和区、过冷区、两相临界区和固体区的注气式蓄压器分区模型。在微小脉动假设下, 通过将分区模型线性化, 导出了注气式蓄压器阻抗的解析公式; 在准稳态假设下, 导出了气液温度、气枕压力和溢流管排量等静态特性参数随蓄压器入口压力变化的解析公式, 提出了表征蓄压器时域工作特性的无量纲参数; 研究了注气式蓄压器的气枕体积控制能力, 给出了蓄压器的起动时间、最大压力变化速率和排空时间的计算方法。在上述特性分析的基础上, 进一步提出了注气式蓄压器方案设计方法和设计流程, 并给出了设计案例。所提出的注气式蓄压器方案设计方法可以为工程设计提供参考。
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液体火箭通常需要避免由箭体结构与动力系统固有频率耦合而产生的纵向弹性振荡(Pogo)[1]。Rubin根据1961~1969年美国在液体火箭Pogo抑制上的实践经验指出，在输送系统中安装蓄压器是最具可靠性和实用性的Pogo抑制手段[2]。根据气体工质与液体是否直接接触，气体加载式蓄压器可分为气液直接接触式和气液隔离式蓄压器。我国研发的皮囊式蓄压器、金属膜盒式蓄压器和变能量蓄压器均属于气液隔离式气体工质蓄压器，具有灵敏性好、响应快、气密性好的优点，成功实现了包括长征三号、长征二号F和长征五号运载火箭的Pogo振动抑制[3–4]。但气液隔离式蓄压器受隔离元件设计、加工及空间布局限制，不能满足我国下一代运载火箭规模的Pogo抑制需求[5]。注气式蓄压器作为一种气液直接接触式蓄压器，气枕容积更大，在火箭飞行过程中可主动注入或排出气体，一般用于液氧管路系统，是未来大型运载火箭Pogo抑制的首选。
发现Saturn V遥8二级存在18 Hz Pogo振动后，在其二级中心发动机前设计并安装了世界上第一款环形注气式蓄压器，也称为S-Ⅱ蓄压器。S-Ⅱ蓄压器采用氦气作为气体工质，气枕容积为14 L，注气量约1.54 g/s，连通孔数量为44，孔径约15.875 mm[6–7]。但该方案易在发动机关机时出现氦气从连通孔泄出的情况，并造成泵入口处出现严重的空化和超速，在航天飞机设计阶段未被采纳，因此进一步研发了航天飞机球形注气式蓄压器(下简称SSME蓄压器)[8]。SSME蓄压器加装有溢流管，通过溢流管底部的6个小孔来实现液位高度控制[9]。到了20世纪60年代末，为了抑制加长贮箱版Delta运载火箭的Pogo振动，采用了类似于S-Ⅱ蓄压器的方案，在ITOS-F飞行任务中首次通过加装带阻尼的蓄压器成功实现了二阶模态的稳定性[10]。世界各国研发了多种注气式蓄压器，包括：应用于美国Ares上面级的注气式蓄压器；应用于苏联Zenit一级的球形注气式蓄压器(为环抱式蓄压器，区别于航天飞机的支路式球形蓄压器)；应用于法国Ariane的N蓄压器和U蓄压器；应用于日本H-Ⅱ火箭一级的PSD蓄压器[7, 11–15]。国外研究表明注气式蓄压器是下一代重型运载火箭的关键技术之一。
21世纪以来，我国在注气式蓄压器的系统方案和原理模型上开展了大量理论研究和试验验证工作。万屹仑等[16]基于等熵过程的连续性方程、能量方程和气体状态方程，建立了注气式蓄压器的动力学模型，讨论了注气流量、注气温度、排气流量和排气时间对蓄压器工作特性的影响。王楠等[17]在该方法基础上增加了溢流管临界流动模型，通过模型讨论和试验验证证明了分区方法描述注气式蓄压器工作过程的可靠性，并指出排气效应对蓄压器动特性的影响可以忽略。张青松等[18–19]在该动力学模型及注气管路动力学模型基础上建立注气式蓄压器系统模型，对气体外排的注气式蓄压器开展不同入口压力条件下的工作过程分析和充放气控制参数研究，探讨了定容积注气式蓄压器的控制规律和参数优化设计方法，结果表明在发动机内部氧预压泵后高压管路上安装注气式蓄压器的方案对动力系统一阶频率的调节能力更强。马方超等[20]建立了注气式蓄压器地面试验系统，验证了蓄压器充、排气系统控制自由液面的可行性。史童等[21–22]通过计算流体力学仿真方法，建立了连通孔流动模型，推导并验证了注气式蓄压器线性化阻尼计算方法。
当前的注气式蓄压器模型研究普遍未考虑传热、传质过程，以及溢流管内的两相临界流动，且关于实际飞行过程中蓄压器入口参数和溢流管排气变化的研究不足。另外，目前对注气式蓄压器的气枕体积控制能力尚无定量计算方法。最后，还缺乏基于注气式蓄压器动、静态特性参数与各设计参数之间关系的蓄压器方案设计方法和设计流程。
针对上述问题，本文通过建立考虑两相临界排气过程物理模型的注气式蓄压器分区模型，分别在微小脉动条件下讨论了蓄压器的动态特性，在准稳态条件下讨论了蓄压器的静态特性，在气枕绝热条件下讨论了蓄压器的气枕体积控制能力，最终形成了注气式蓄压器设计方法。本文所建立的模型和方法适用于包括单机式、多通式、直排式、循环式等在内的各类注气式蓄压器，能够为动力系统方案设计及分析提供更准确的注气式蓄压器参数模型，并为注气式蓄压气器的工程研制提供参考依据。
1 注气式蓄压器分区模型
1.1 建模方法与基本假设
液体火箭注气式蓄压器属于低温压力容器，其内部物理过程与贮箱有诸多相似之处，可借鉴分区模型建模方法将其内部分为过热区、饱和区、过冷区、固体区和临界区，分别对应气枕(由蒸气和不凝气体组成)、气液界面、低温液体(液氧、液甲烷等介质)、固体壁面和溢流管，如图 1所示[23–24]。忽略各区内压力和温度参数在轴向、周向和径向上的分布，以及气枕内热传导、热对流、注气口和溢流管布置对气枕内温度分布的影响。
	[image: Thumbnail: 图1 Refer to the following caption and surrounding text.]	图1 分区模型原理图



在分区方法和集总参数方法的基础上，做出如下假设：气枕工质为理想气体，液体不可压缩；蓄压器与外部环境不存在热交换，即与外界接触的壁面有良好的热防护措施，仅考虑气液、气壁和液壁之间的换热；假设蓄压器内有明显的气液界面，且不考虑气枕与壁面附着有液体的情况，将气液界面抽象为一个向两侧传热、传质的无质量饱和界面层；忽略消能器出口的气体动能和气液进入溢流管前的流体动能，并假设溢流管出口处于临界状态。
1.2 控制方程
1.2.1 过热区模型
气枕部分的质量守恒方程可以表示为

式中: mU为气枕质量, kg; qg, in为注入气体质量流量, kg/s; qeva为气液界面的净蒸发量, kg/s; qg, out为通过溢流管排出的气体质量, kg/s。
忽略气体势能, 气枕部分的能量守恒方程为

式中: EU为气枕内气体的总能, J; ΦNET, U为气枕释放净热量的速率, J/s; WNET, U为气枕做的净功功率, J/s; 下标i和e表示工质相对控制体的流入和流出。忽略消能器后气体和气枕内气体的动能, 注气式蓄压器的气枕控制体能量方程各项可以表示为





式中: uU为气枕气体的比内能, J; ΦU, W为气枕气体向壁面传递热量的速率, J/s; ΦU, S为气枕气体向气液界面传递热量的速率, J/s; pU为气枕压力, Pa; VU为气枕体积, m3; hg, in为注入气体的焓, J/kg; hg, sat为蒸发气体的焓, J/kg; hU为气枕气体的焓, J/kg。由于气枕气体的比内能uU可以写为气枕气体平均温度TU的函数, 可以通过插值方法获得气枕温度TU随时间的变化。
忽略蓄压器容积的压缩性, 根据总容积不变, 液体部分和气枕部分的体积关系为

式中, VB为液体体积, m3。
1.2.2 过冷区模型
液体部分的质量守恒可以表示为

式中: mB为液体质量, kg; qk为通过连通口流入蓄压器的液体质量, kg/s; ql, out为通过溢流管排出的液体质量, kg/s。忽略注气式蓄压器内液体势能, 液体部分的能量守恒方程可以表示为

式中: EB为液体总能; ΦNET, B为液体吸收净热量的速率; WNET, B为液体所做的净功。
忽略通过连通口流入的液体和蓄压器内液体的动能, 注气式蓄压器的液体控制体能量方程各项可以表示为：





式中: uB为液体的比内能; ΦW, B为壁面向液体传递热量的速率; ΦS, B为气液界面向液体传递热量的速率; WNET, B是液体做的净功; hk为通过连通口流入蓄压器的液体的焓; hB为蓄压器内液体的焓; hl, sat为蒸发液体的焓。由于液体的比内能uB可以写为液体平均温度TB的函数, 因此可以通过插值方法获得液体温度TB随时间的变化。相较于气体的压缩性, 注气式蓄压器内的液体可以被视为不可压流体。因此, 由(9)式和液体的状态方程可知

1.2.3 饱和区模型
根据假设, 气液界面是一个没有质量的概念体, 从液体分区传递到气液界面的质量也会向气枕分区传递, 能量则一部分传递向了液体分区, 另一部分作为液体蒸发所需要的潜热。根据假设, 气液界面的温度为液体饱和温度, 即

式中: TS为气液界面的温度, K; Tsat为当前气枕压力对应的液体饱和温度, K。液体的蒸发率qeva为

式中: AS为气液界面的面积, m2; hU, S为气枕与气液界面的换热系数, J/(K·s·m2); hB, S为液体与气液界面的换热系数, J/(K·s·m2); hg, sat为饱和状态下气相的焓, J/kg; hl, sat为饱和状态下液相的焓, J/kg。
1.2.4 固体区模型
蓄压器固体壁面的能量守恒方程可以表示为

式中: EW为固体的总能, J; ΦNET, W为固体吸收净热量的速率, J/s。
忽略材料的比热随温度和压力的变化, 注气式蓄压器的固体控制体能量方程各项可以表示为


式中: cW为材料的比热容, J/K; mW为固体壁面的质量, kg; TW为固体区的平均温度, K。
1.2.5 临界区模型
通常情况下, 直接排出式蓄压器和循环注气式蓄压器的溢流管限流孔内都处于临界流动状态。对于短孔径比孔板(孔径比小于3), 在来流干度变化范围较大的情况下, 气液两相在孔段内传热和传质不平衡、不稳定, 不易建模。而采用长孔径比孔板(孔径比大于12)或细长管不仅有利于减小溢流管部分的结构质量, 也更易根据能量平衡假设建立临界区模型。假设溢流孔内径(长孔径比孔板内径)为DOP, 忽略溢流管内两相流动的沿程损失, 根据基于能量平衡假设的Henry-Fauske两相临界流动模型为[25–27]





式中: Gout为溢流管两相质量流率, kg/(s·m2); S为气液两相的滑速比, 无单位; x为溢流管出口质量含气率(即干度), 无单位; xin为溢流管入口质量含气率(即入口干度), 无单位; vl为液体的比体积, m3/kg; vg为气枕气体的比体积, m3/kg; pC为溢流管内两相流动的临界压力, Pa; pO为滞止压力, Pa; c为临界压力比, 无单位。文献[26]的试验表明, 内径6.35 mm孔道的长径比超过12以后，临界压力比c约为0.55。溢流管内的滞止压力pO可以近似取蓄压器气枕压力pU, 由此可以得到溢流管入口质量含气率和质量流率。计算可知长孔径比孔板或细长管可以在排气量稳定的同时, 实现排液量的大幅变化。
溢流管内的流动除了会处于两相临界状态, 也会根据工况需要在气相或液相的单相临界状态工作。当蓄压器内气液界面高度过低时(与溢流管入口有一定距离, 使得气流无法携带液体进入溢流管), 溢流管内为气相的单相临界流动。此时溢流管的孔板处(对于细长管而言则为整个管内)应处于气体拥塞状态, 此时溢流管有最大排气流量(即溢流管的最大入口气相流量)Gg, max，可表示为


式中: CD, g为溢流管的气体流量系数, 无单位; K为与气体性质相关的常数。而当蓄压器内气液界面高度接近或高于设计高度时(由于液面并不均匀, 溢流管入口处可能因气流和低压作用略高于平均高度), 溢流管入口是液体单相, 出口的临界压力为液体的饱和压力, 此时有溢流管的最大排液流量(即溢流管的最大入口液相流量)Gl, max为

式中: CD, l为溢流管的液相流量系数, 无单位; psat为推进剂当前温度对应的饱和压力, Pa。
相较于入口为气相或液体单相, 溢流管入口为气液混合物时其声速会显著降低。因此, 气液界面低于设计值时和在设计值附近时的排气量之比可以作为溢流管的一项重要参考参数, 命名为排气流量放大比αGAR。αGAR越大, 说明气枕体积的回调能力越强。以溢流管出口处气相质量分数达到95%的工况为参照工况，定义排气流量放大比αGAR为

根据计算可知气枕压力和气枕温度越高, 排气流量放大比αGAR越大, 但一般在1.5左右。对于短孔径比孔板溢流方案而言, 理想情况下因两相来不及在孔道内进行质量、动量和热量的交换, 其排气流量放大比αGAR的理论值应为1。
2 注气式蓄压器动态特性分析
2.1 柔度计算方法
将注气式蓄压器在Pogo振荡瞬间的变化近似为绝热等熵过程, 对气枕内气体有状态方程

(31) 式对时间t求导有

假设液体不可压缩, 由(1)式、(8)~(9)式和(32)式可知

忽略蓄压器内液体的势能, 对于蓄压器内液体和主管建立线性化关系式，即

(33)~(34)式为注气式蓄压器的线性化模型。假设该系统在瞬间发生了一个微小的脉动(以δ来表示), 近似有


式中: CA=ρlVU/γpU为蓄压器柔度, m·s2，在一个微小脉动过程中柔度近似可以视为常数。在此基础上, 对(35)式中的4个脉动量δqeva, δql, out, δqg, in和δqg, out逐项进行分析讨论, 只保留δqk。
气枕进气口应始终处于临界流动状态, 一般可以认为其流量不受下游扰动影响, 因此有

对于蒸发过程, 瞬时小幅值的压力脉动对于液体温度和饱和温度的影响应可以忽略, 即

对于溢流管, 管前总压变化与气枕压力变化近似相同, 均为δPU, 则进入溢流管的流量变化应为

下面对δGout和δxin分别进行分析。由(22)~(24)式和(26)式可得

对于dx/dp的求解不能直接采用Henry-Fauske模型中基于总焓与压力无关的假设得到(24)式。(40)式是在总焓变化的条件下，假设任一总焓处均符合Henry-Fauske模型的求解，因此dx/dp应与总焓i有关，为

根据(24)式先求解dx/dp, 再进一步求二阶导。本研究后续用到的d2vg/dp2和d2x/dp2也均通过对dx/dp和dvg/dp进行离散求解获得。对于线性系统而言, 近似有

为表征注气式蓄压器的液面高度控制系统特性, 定义溢流管入口干度增量δxin与蓄压器内液体质量增量δmB之比为高度系数a′h, 即δxin=a′hδmB, 有(43)式成立。

由(39)式和(43)式可得

将(37)~(39)式和(44)式代入(35)式, 并做拉氏变换, 可得注气式蓄压器阻抗ZA为：


式中, ah为高度参数, 表征溢流管高度系数和排气流量对气枕柔度的耦合放大效果。
2.2 溢流管的高度系数与排气参数
当高度系数a′h=0时, 高度参数ah理论值为1, 此时(46)式退化为溢流管到蓄压器的柔度无影响的形式。然而实际上a′h不可能为零, 溢流管的入口参数总是对液体总质量具有一定的敏感性。如图 2所示, |ah|的图像实际上可以看作两点至(0, ωj)的距离之比, 在Pogo频率范围内(大于5 Hz)应该是一定小于1的。
	[image: Thumbnail: 图2 Refer to the following caption and surrounding text.]	图2 溢流管高度参数ah的复数值



要使得|ah|小于1, 由(46)式可得

另一方面, 根据图 2还可以看出, 频率值越大, 两者之比应越接近于1;而如果a′h的值越大, 在相对较低的频率范围内, ah的值更小。根据(43)式中对高度系数的定义, a′h可以写作

据(43)式的定义, a′h的大小与压力变化无关, 而仅与液面高度有关, 因此能够在常压、平整液面的条件下测量其值。也可以根据注气式蓄压器的实测柔度和气枕理论最大柔度推算ah和a′h。后文将根据仿真结果对高度系数进行进一步的讨论和验证。由此看出, 应将注气式蓄压器的溢流管排液率设定在流量较低但变化率较大的设计点。
根据(45)式, 假设系统满足a′h≈0, 即在a′h=0的条件下进一步分析。此时有ah=1, 由此可得

储气式蓄压器的阻抗可以通过将条件δGout=δxin=0代入(49)式进行计算，得到ZA, S为

对比(49)式和(50)式可以看出, 即便是在不考虑溢流管对气枕柔度放大效果的条件下, 注气式蓄压器的抑波特性一般还是优于储气式蓄压器的。在短时间内xin可以视为常数, 因此在下文分析中仅讨论排气对系统的影响。蓄压器柔度对排气因子的相对效应αe可以计算为


式中: KM为表征排气量相对气枕质量的排气参数, s-1。在常温下, ρ和xin对气体工质的影响有限, αe可以进一步简化为

(53) 式表明, 一方面溢流管排气对蓄压器滤波效果的影响与压力振荡频率线性负相关, 压力振荡频率越大, 溢流管在振荡抑制中起到的作用越小; 另一方面, 压力振荡对排气流量影响越大, 注气式蓄压器的滤波效果越好。根据(52)~(53)式可以获得排气参数的另一种计算方法为

(54) 式表明, 在确定的振荡频率、比热容比和相对效应条件下, 排气参数可以看作临界压力和出口气相质量分数的函数。在fd=1 Hz, γ=1.4, αe=1的条件下, 排气参数KM关于临界压力pC和溢流管出口干度x的变化如图 3所示。
	[image: Thumbnail: 图3 Refer to the following caption and surrounding text.]	图3 不同临界压力下排气参数随溢流管出口干度的变化



根据(54)式和图 3, 可以在不同振荡频率和气枕压力条件下, 估算任意注气式蓄压器的排气量与蓄压器滤波效果的关系。例如: 对于一个气枕压力为1 MPa、气枕质量为0.5 kg的蓄压器, 如果需要通过排气量对5 Hz及以下的压力振荡抑制效果有10%以上增益, 则对应的排气参数KM至少应在1.5 s-1, 即对应的排气流量约为0.75 kg/s。如果蓄压器持续工作100 s, 排气量则到了75 kg, 这对于直接排放式蓄压器而言很难实现。在大部分情况下, 考虑到Pogo振动的通常范围和排气量的限度, 可以忽略溢流管排气对于注气式蓄压器频率抑制能力的贡献, 其作用应为在飞行过程中控制气液界面高度。由此也可以得出, 蓄压器动特性可以通过当前气枕的平均体积VU和压力PU来计算。
2.3 基于SSME蓄压器的工作过程仿真验证
为验证(45)式, 基于一款气枕体积约22.4 L的SSME蓄压器案例开展了工作过程仿真分析。在频率为10 Hz, 振幅为0.1 MPa的输入下获得其气枕柔度为6.56×10-6 m·s2, 但基于传统柔度定义式的计算结果为5.76×10-6 m·s2。一方面传统方法与仿真结果存在12.2%的计算偏差, 另一方面也无法解释排气系统对气枕柔度产生影响的原因。而基于(45)式的计算结果表明, 该系统中排气参数值约0.183 s-1, 其对柔度的贡献约0.6%, 而高度参数约0.878, 对柔度的贡献达到了13.9%, 不仅能够更准确地描述气枕柔度的变化规律, 而且能对比分析各项因素对最终柔度的贡献, 为注气式蓄压器的方案设计和优化提供参考依据。
2.4 阻尼计算方法
注气式蓄压器的阻尼主要取决于其连通孔设计。根据史童等[21]建立的连通孔流动模型, 连通孔两侧压差和连通孔内流量关系为


式中: RQA为蓄压器的非线性阻尼, (m·s)-1; AA为连通孔的总通流面积, m2; CD为连通孔流量系数, 无量纲; CD, 0为同尺寸孔板流量系数, 无量纲; v为输送主管内流体面平均流速, m/s; vP为连通孔内流体面平均流速, m/s。k, a, b为待定系数。该模型推导可得到注气式蓄压器线性化阻尼曲线, 在微小压力脉动下蓄压器线性化阻尼最小值RLA, min为[22]

在压力振荡幅值趋近于0时, 注气式蓄压器的阻尼值RLA, 1应为[27]

2.5 惯性计算方法
注气式蓄压器的惯性主要取决于连通孔, 本文近似采用孔板的惯性作为蓄压器参考值。根据Lau模型, 同尺寸孔板的惯性LO如(59)式所示

式中: lE为等效长度, m; AO为孔板通流面积, m2; d为孔径, m; x为流动路径, m。Lau证明, 在较大的雷诺数范围内, 各种孔的有效长度保持相对恒定[28]。将连通孔看作孔板, 根据(59)式可得单个连通孔的惯性计算公式近似为

忽略蓄压器内液体部分惯性, 可以得到注气式蓄压器惯性的计算式为

3 注气式蓄压器静态特性分析
注气式蓄压器需要在飞行过程中具有预设的柔度、惯性和阻尼。忽略组分分布变化、温度分布变化和变工况后效对蓄压器工作的影响, 假设注气式蓄压器时刻处于动态平衡。对于液体区域, 液体体积的时间变化率为零, 即通过连通孔流入蓄压器的推进剂流量时刻等于蒸发量与流入溢流管的流量之和。对于气枕, 气枕、液体和壁面的能量、质量和体积的时间变化率为零, 仅有压力变化率。因此液体和气体此时的质量守恒方程为


由于注气式蓄压器不具备持续排液的能力, 连通孔时均流量应大于等于零。根据准稳态假设, 并将理想气体状态方程代入(1)~(2)式, 可得气枕温度满足

式中: hU, W为气枕和壁面的对流换热系数, J/(K·s·m2); hU, S为气枕和气液界面的对流换热系数, J/(K·s·m2); cp, g为气枕工质的定压比热容, J/kg。同样根据准稳态假设, 假设气枕气体的定压比热容不变, 由(9)~(10)式可得液体温度满足

式中: hB, W为液体和壁面的对流换热系数, J/(K·s·m2); hB, S为液体和气液界面的对流换热系数, J/(K·s·m2)。对于壁面, 同样假设其处于动态平衡状态, 根据能量守恒方程可得其温度应满足

假设蓄压器内的液体蒸发量仅与温差相关, 即对流换热系数为常数。由(62)~(66)式可知气枕和液体温度为






式中: KU为表征气枕向气液界面传热量的无量纲参数; KB为表征液体向气液界面传热量的无量纲参数; KO为表征排出气体能量的无量纲参数; KI为表征注入气体与排出气体相对量的无量纲参数。
给定换热系数的条件下, KU, KB, KO, KI的值对应着注气式蓄压器的结构参数AS, ABW, AUW, 以及排气和注气质量流量相关的参数。KU, KB是与蒸发、冷凝过程相关的参数, KO表征了注入气体的能量强度, KI表征了蓄压器气枕工质的更换效率。由pU, KU, KB, KO, KI的初值可以求得对应xin, TU, TB, Gout的值。
将(18)式、(67)~(68)式代入(63)式, 可得xin隐函数为

式中: ilg为当前分压下的气化潜热, J/kg。(67)~(68)式和(73)式构成了注气式蓄压器的准稳态模型。通常液体火箭泵入口处的推进剂温度和注气温度是蓄压器设计的限制条件。由于Tsat是PU的单值函数, 在已知KU, KB, KO, KI的条件下可以由(67)~(68)式和(73)式得到xin, TU和TB关于气枕压力pU的曲线并进而得到Gout的值。
基于上述方法可以对蓄压器的工作状态进行计算。例如: 对于某个初始时刻气枕压力为0.8 MPa的注气式蓄压器系统, 假设连通孔入口处推进剂温度为88 K, 气枕注气口气体温度为300 K, 假定其KU=1.5, KB=2.5, KO=40, KI=0.6, 以TU, TB和xin的残差均小于0.001作为收敛的判据, 可以求得其参数随气枕压力的变化如表 1所示。该注气式蓄压器溢流管的排量几乎与气枕压力呈正比, 但溢流管入口气相质量分数稳定。假设该蓄压器工作时间为160 s, 蓄压器入口压力从0.8 MPa线性增长至1.6 MPa, 溢流管孔板通径为5 mm, 对应初始时刻排气量约33.4 g/s, 排液量为19.6 g/s。则由此可以估算其总排气量约8 kg, 排液量约5.2 kg。
4 气枕体积控制能力分析
注气式蓄压器需要配合液体火箭动力系统的起动和关机过程, 完成气枕充填、气枕维持和气枕排空, 对应起动、关机、水击和排空等过程。本节将对这几个特殊工况下的蓄压器体积控制能力参数进行讨论和分析。
4.1 气枕充填工况
注气式蓄压器不论在发动机起动前先起动还是在发动机起动后再起动, 由于其起动时间通常比较短, 可以忽略起动期间气液之间的传热以及液体蒸发, 并忽略消能器后的气体动能, 气枕压力应始终与主管压力接近。气枕温度应与消能器后气体温度一致, 因此对气体部分有

另一方面, 可以将气枕充填过程中的排液参数与注气式蓄压器稳态工作过程中的静态参数联系起来, 将起动时间tstart表示为

假设起动过程中, 溢流管的排液量占总排液量的比值为αOP。为了避免起动过程中因气体冲入造成的水击压力, αOP的值不能过小。因此, 根据(29)式和(72)式可得气枕气体体积与通过溢流管排出的液体体积的关系为

(76) 式说明KI和Gout之间应有合理的相对关系。将(76)式和(72)式代入(75)式可得溢流管孔板通径与蓄压器起动时间的关系为

以表 1中注气式蓄压器为例, 假设其起动后气枕压力pU为0.8 MPa, 气枕容积VU为30 L。初始状态下, 其KI=0.6, Gout=2 701.87, 起动时液体完全从溢流管中排出, 代入其他参数可得起动时间与注气孔板面积AOP的关系为

表1 
某蓄压器静态参数变化预测(Tk为88 K, Tg, in为300 K)

假设起动时间为5 s, 由此可以计算得到对应的注气流量为61.9 g/s, 溢流管限流孔半径约为3.5 mm(流量系数取0.62)。
4.2 气枕维持工况
当增压输送主管内发生压力快速变化时, 注气式蓄压器的气枕能够在一定范围内维持体积不变, 可以采用最大压力变化速率来衡量这一特性。
1) 最大压力上升速率
如果注气式蓄压器需要经历增压输送主管内压力的快速上升(例如发动机起动、关机时的水机)，为了避免气枕体积的下降，在溢流管全排液的情况下, 将可维持气枕体积不变的最大气枕压力上升速率记为rpr, 下标pr表示压力升高(pressure rise)。由(2)式有

以t0表示初始时刻, 通过对(79)式积分可得任意时刻t有

将气枕气体视为理想气体并假设其比热容不变, 可得气枕的温度为

由理想气体的状态方程可得气枕的压力为

因此气枕的最大压力上升速率为

由(83)式可知, 维持气枕体积不变的最大压力上升速率rpr与气枕气体的比热容比γ、注气量qg, in、注气温度呈正比Tg, in, 与气枕体积VU成反比。压力上升速率在该范围内时, 理论上气枕体积稳定。
2) 最大压力下降速率
发动机关机时, 输送主管内压力会快速下降。超过一定的压力下降速率, 气枕会因泄压能力不足而发生体积膨胀, 产生气枕体积进入输送主管的风险。如果注气式蓄压器具备关闭气枕注气口的能力, 则有维持气枕体积不变的最大压力下降速率rpd1。假定气枕体积VU不发生变化, 在最大压力下降速率下, 溢流管应处于完全排气状态, 连通孔内应无流体流动, 因此气枕压力与主管压力一致。忽略传热和相变影响，气枕体积不变时的压力下降速率最大。根据(2)式有

根据理想气体状态方程, 可以整理得

由(85)式可以得到气枕的最大压力下降曲线, 该曲线应包络发动机关机时的压力下降曲线, 以避免气体进入输送主管。
另一种情况下, 如果注气式蓄压器不具备关闭气枕注气口的能力(或未关闭注气), 此时的最大压力下降速率可以记为rpd2。同样假设气枕体积不变, 溢流管完全排气, 此时根据(2)式有

对(86)式整理可得

假设气体为理想气体, 则由(87)式可得

由于(88)式适用于注气式蓄压器的正常工作情况, 该最大压力下降速率与(83)式共同规定了注气式蓄压器的额定工作压力变化条件。如果输送主管内的压力震荡幅值超过这一压力变化限制, 则气枕不能保持体积恒定, 线性模型不再适用。
4.3 气枕排空工况
可重复火箭需要在空中进行姿态变化, 这会对蓄压器内的推进剂管理提出新的要求。一种方案是采用防晃板或表面张力膜等将推进剂“按”在蓄压器底部, 另一种方案是在姿态变化过程中将蓄压器内的气体通过蓄压器顶部的排气孔排空, 通常情况下两者均会使用。对于排空过程而言, 蓄压器需要多久才能完成排空是可重复火箭需要考虑的重要参数之一。假设采取推进剂重定位措施使得推进剂沉底, 此时输送主管内推进剂不流动, 蓄压器内压力应始终与主管压力保持一致, 因此可以假设该过程为定压排气过程。将此时的排气流量记为qept, 以区别于溢流管的排气流量qg, out。忽略传热和传质的影响, 根据(2)式可建立能量方程为

根据理想气体状态方程对(89)式简化可得

根据(90)式可以在已知蓄压器排空速率的情况下估算注气式蓄压器的排空时间。该方法中未考虑两相之间的传热, 因此不能用于在姿态变化过程中进行排气的方案, 剧烈晃动的两相流动问题不在本文的讨论之中。
5 注气式蓄压器方案设计方法
5.1 注气式蓄压器设计方法
5.1.1 设计指标
注气式蓄压器应为液体火箭的增压输送系统提供符合要求的柔度、惯性和阻尼。根据前3节对注气式蓄压器参数特性的分析可知, 注气式蓄压器在液体火箭飞行过程中由于输送主管压力的变化, 较难保持柔度的稳定。因此“气枕等效体积”指标的概念对于系统Pogo稳定性分析和蓄压器结构设计更有利。注气式蓄压器的气枕等效体积VU, eq是注气式蓄压器柔度的折算体积, 其值应为取决于注气式蓄压构型的常数。据此在计算液体火箭Pogo稳定性时, 蓄压器柔度应为

由此在液体火箭动力系统建模及Pogo稳定性分析中, 使用(91)式对注气式蓄压器进行建模。根据(45)式可知注气式蓄压器的气枕实际体积VU, ac应与气枕等效体积VU, eq存在(92)式所示关系。

注气式蓄压器的动态特性参数还包括其阻尼和惯性, 这两者主要取决于连通孔。连通孔的阻尼是其通流面积、脉动流量的均值、幅值和频率的函数, 应将目标频率下的线性化阻尼设计值RLA, d和Pogo频段内能接受的线性化阻尼最小值RLA, min作为注气式蓄压器的阻尼设计指标。连通孔的惯性取决于其通流面积、脉动流量的幅值和频率, 应将Pogo频段内能接受的蓄压器惯性最大值ILA, max作为注气式蓄压器的惯性设计指标。基于(91)式并直接给出注气式蓄压器的惯性ILA以及阻尼RLA, 足够完成液体火箭动力系统的频域分析, 实现液体火箭的Pogo稳定性。满足液体火箭动力系统对注气式蓄压器等效体积、惯性和阻尼的需求是注气式蓄压器设计的基本要求。
另外, 根据动力系统的工况变化需要, 注气式蓄压器的气枕体积控制能力应达到一定要求。为了确保气枕体积不会在发动机关机或水击过程中进入到泵, 需要通过气枕的最大压力下降速率rpd和最大压力上升速率rpr来量化气枕体积控制能力。特别是压力下降速率, 在前文分析中了注气过程中和停止注气后2种工况, 分别对应rpd2和rpd1。
设计限制方面, 注气式蓄压器需要满足推进剂管理系统的既有条件。蓄压器入口处液氧的温度Tk、额定工作压力pk、可用于注入蓄压器的气体工质温度Tg, in一般是给定的。蓄压器的起动与发动机的起动是强耦合的, 一般来说注气式蓄压器需要在5~7 s内达到额定状态(包括体积、组分和温度), 起动时间为tstart。动力系统所能接受的安装空间有限, 对于环抱式柱形注气式蓄压器和支路式球形注气式蓄压器有不同的最大外廓直径Dmax和最大外廓高度Hmax。除此以外, 还需要考虑注气式蓄压器是否满足最大结构质量mA, max、最大用气质量mg, max和最大排液质量ml, max的要求, 还涉及到蓄压器的工作时长twork。综上所述, 最终得到的注气式蓄压器设计的指标体系，如表 2所示。
表2 
注气式蓄压器设计指标体系

5.1.2 耦合关系分析和设计流程
注气式蓄压器方案设计可以分为连通孔设计、气枕体积控制系统设计和结构设计三部分。这三部分设计内容之间的关系为:
1) 连通孔设计可以单独解耦。连通孔为蓄压器支路贡献了主要的阻尼和惯性, 可以将连通孔设计解耦。但在连通孔设计中, 线性阻尼对总通流面积有较强的限制, 而连通孔总通流面积是蓄压器惯性的主要影响因素。如果直接开孔不能充分满足惯性设计要求, 则只能采用减少壁厚的方式来实现。
2) 气枕体积控制系统设计与结构设计解耦。根据(92)式, 可以调节溢流管高度系数和气枕体积2个参数达到气枕等效体积要求。例如要实现10%的柔度增量, 如果将高度参数增大10%, 取ah=0.9, 激励频率为10 Hz, 根据(46)式可得

如果要通过调整高度参数使得柔度增大10%, 则对应高度参数调整至0.818, 根据(93)式可知此时|a′h|与总排量之积为0.25。在不改变溢流管高度系数a′h的条件下, 需要将总排量增大约81%(含气相和液相)。以排液量时均值0.8 kg/s为例, 假设工作时长twork=100 s, 总排量为80 kg。如果要增大81%的总排量, 需要额外排出约60 kg的推进剂。另一方面，定型的注气式蓄压器可以通过改变注气量和排气流量使特性参数具备一定的可调范围以满足不同型号和任务的需求。因此可以先假定高度参数(例如保守选取高度参数ah=0.95)优先完成注气式蓄压器的结构设计, 然后完成气枕体积控制系统额定工况的设计。根据不同的任务需要, 调节注、排气量, 即可在一定范围内实现蓄压器柔度的调整。
5.2 注气式蓄压器特性设计
基于准稳态模型的预测结果, 可以对蓄压器无量纲参数KU, KB, KO, KI进行优化, 并选取恰当的xin。举例而言, 根据注气式蓄压器的静态分区模型, 在已确定排气流量Gout的条件下, 可以根据(22)式、(67)~(68)式和(73)式得到一组无量纲特性参数的解，满足该排气流量Gout在飞行过程中不随入口压力变化而发生改变。采用最小二乘方法, 在目标域内选取有限个点, 可以根据优化算法对无量纲参数进行求解。由于目前各参数的取值尚缺乏试验数据作为依据, 采用无约束极值方法对一款理想的注气式蓄压器进行优化, 优化目标为在工作过程中溢流管排量尽可能保持不变。以增压输送主管内推进剂温度Tk为88 K, 注入气体温度Tg, in为300 K为例, 选取0.8~1.2 MPa为目标工作区间, 目标函数是溢流管排量与初值差的平方和，即

要使得溢流管排量在该压力范围内尽可能保持稳定, 通过无约束极值方法得到一组解为: KU=0.394 7, KB=2.231, KO=0.850 0, KI=0.276 2。此时蓄压器在不同压力下气枕、液体和溢流管的工作参数如表 3所示。该蓄压器的溢流管排气流量几乎不随气枕压力变化。但是该注气式蓄压器的无量纲参数KU远小于KB, 说明气枕内以冷凝为主。参数KO的值相对很小, 说明蓄压器的注气量极小。KI的值较小, 说明蓄压器溢流管的排量较小。该方法得到的参数值只是数学上的优化解, 实际的工程应用还需要考虑符合真实传热参数限制和蒸发、冷凝速率限制。
表3 
某蓄压器优化后的静态参数(TMP为88 K, Tg, in为300 K)

5.3 基于SSME蓄压器的方案设计案例
图 4为本文提出的注气式蓄压器方案设计流程。根据该流程, 基于SSME蓄压器设计指标, 分别进行一款直排式支路式球形蓄压器和一款直排式环抱式柱形蓄压器设计，用于验证设计方法的可靠性和体现2种设计方案的差异性。
	[image: Thumbnail: 图4 Refer to the following caption and surrounding text.]	图4 注气式蓄压器设计流程图



蓄压器的无量纲参数取KU=1.1, KB=5.3, KO=40, KI=0.3。以液氧密度为1 130 kg/m3进行换算, 根据航天飞机Pogo抑制系统对蓄压器的设计建议, 要求其气枕有效体积应大于0.028 m3, 其惯性应低于15 m-1, 阻尼设计值为7 434 (m·s)-1 [29]。航天飞机蓄压器的气体工质为氧气, 温度为448.7 K, 蓄压器起动时间约为7 s。设计过程中还对一些基本参数进行了初步取值, 包括连通孔流量系数取0.62, 溢流管高度系数取1.05, 入口干度取0.3。蓄压器材料为Inconel 718, 密度给定为8.24 g/cm3, 其屈服强度在90 K条件下在1 200 MPa以上[30]。据此计算得到的支路式和环抱式注气式蓄压器的设计参数与SSME蓄压器的参数对比如表 4所示。其中SSME蓄压器的连通孔第一层采用110×DN8排布，总流通面积为0.005 53 m2；第二层采用86×DN12.4排布，总流通面积为0.010 4 m2。支路式球形和环抱式柱形蓄压器连通孔均采用10孔、DN16.9排布，总流通面积均为0.002 24 m2。支路式球形蓄压器方案与SSME蓄压器的尺寸基本一致, 验证了本文提出的注气式蓄压器方案设计方法的可靠性。
表4 
注气式蓄压器设计案例

相同性能设计要求条件下，环抱式与支路式蓄压器的主要差异可以归结为结构、热管理和流动管理。在结构方面，根据表 4可以看出环抱式蓄压器结构质量大、加工难度大，但最大包络尺寸更小，适用于动力系统空间较为紧凑的情况。在热管理方面，环抱式蓄压器的气枕与主管面接触，不考虑热防护条件下气枕与壁面的平均换热系数更大，导致气枕增压效率低。所以在空间允许的情况下，一般可以优先考虑采用支路式蓄压器。
6 结论
本文获得的主要结论为：
1) 溢流管采用长孔径比或细长管方案更有利于提高注气式蓄压器的液面控制能力。该种溢流管能在进液质量流率大幅变化的同时实现进气质量流量的稳定，且其排气流量放大比相比短孔径孔板方案能够提高1.5倍。
2) 建立了考虑气液界面处相变和溢流管内临界流动过程的注气式蓄压器动态特性参数模型。该模型表明，注气式蓄压器的滤波效果主要与蓄压器柔度和溢流管高度系数有关，受排气量影响较小，且直排式蓄压器排气量至少要超过百克每秒对低频Pogo抑制的增益才能达到10%。
3) 建立了一种注气式蓄压器静态特性参数模型，能够根据蓄压器入口压力的变化曲线预示蓄压器在工作过程中的参数变化。注气式蓄压器的静态特性主要取决于气壁、气液和液壁的换热特性以及进排气的相对焓量，可用4个无量纲参数表征。
4) 通过最小二乘方法和梯度优化方法找到了一组无量纲参数的优化数值解，能够在注气式蓄压器入口压力大范围变化的条件下实现其静态特性参数的稳定。预示结果表明，气枕压力从0.8 MPa提高至1.2 MPa，气枕和液体温度变化不超过10%，溢流管内质量流率变化不超过1%。
5) 注气式蓄压器的注气量和排气量决定了蓄压器的气枕体积控制能力。注气量决定了系统的起动时间，排气量决定了系统能够承受的最大压力下降速率，两者之比受蓄压器无量纲参数的限制。
6) 提出了将结构、热管理和流动管理解耦的注气式蓄压器设计方法，给出了一般性的指标体系。该方法为注气式蓄压器设计提供了依据，能够为动力系统频域和时域分析提供完整的蓄压器模型。
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      某蓄压器静态参数变化预测(Tk为88 K, Tg, in为300 K)

      
        


	气枕压力pU/MPa
	KU
	KB
	KO
	KI
	气枕温度TU/K
	液体温度TB/K
	溢流管入口干度xin
	Gout/(kg·m-2·s-1)





	0.8
	1.500
	2.5000
	40.00
	0.600 0
	274.57
	94.24
	0.630 3
	2 701.87



	1.0
	1.500
	2.500
	51.06
	0.470 0
	275.02
	92.89
	0.616 3
	3 449.01



	1.2
	1.500
	2.500
	62.15
	0.386 4
	275.53
	91.87
	0.607 3
	4 198.21



	1.4
	1.500
	2.500
	73.27
	0.337 5
	276.06
	91.03
	0.600 9
	4 949.37



	1.6
	1.500
	2.500
	84.42
	0.284 3
	276.56
	90.32
	0.596 2
	5 702.04





      

    

  
    
      表2 

      注气式蓄压器设计指标体系

      
        


	序号
	内容
	符号





	1
	气枕等效体积
	VU, eq



	2
	线性化阻尼额定值
	RLA, d



	3
	线性化阻尼最小值
	RLA, min



	4
	线性化惯性最大值
	LLA, max



	5
	最大压力上升速率
	rpr



	6
	最大压力下降速率(关闭注气)
	rpd1



	7
	最大压力下降速率(持续注气)
	rpd2



	8
	蓄压器入口处液氧温度
	Tk



	9
	蓄压器入口处压力变化范围
	pk



	10
	注入气体工质温度
	Tg, in



	11
	注气式蓄压器起动时间
	tstart



	12
	蓄压器最大外廓直径
	Dmax



	13
	蓄压器大外廓高度
	Hmax



	14
	蓄压器最大结构质量
	mA, max



	15
	注气式蓄压器最大用气质量
	mg, max



	16
	注气式蓄压器最大排液质量
	ml, max



	17
	工作时长
	twork
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      某蓄压器优化后的静态参数(TMP为88 K, Tg, in为300 K)

      
        


	气枕压力pU/MPa
	KU
	KB
	KO
	KI
	气枕温度TU/K
	液体温度TB/K
	入口干度xin
	Gout/(kg·m-2·s-1)





	0.8
	0.394 7
	2.231
	0.850 0
	0.276 2
	137.94
	106.94
	0.188 3
	8 010.02



	0.9
	0.394 7
	2.231
	0.845 8
	0.277 6
	140.31
	110.54
	0.215 9
	7 970.27



	1.0
	0.394 7
	2.231
	0.846 9
	0.277 2
	142.46
	113.85
	0.243 3
	7 981.01



	1.1
	0.394 7
	2.231
	0.851 0
	0.275 9
	144.42
	116.92
	0.271 0
	8 019.81



	1.2
	0.394 7
	2.231
	0.856 9
	0.274 0
	146.21
	119.79
	0.299 1
	8 075.33
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      表4 

      注气式蓄压器设计案例

      
        


	案例
	注气量/(g·s-1)
	排气量/(g·s-1)
	溢流管入口干度
	气枕直径/mm
	气枕高度/mm
	气壁接触面积/m2
	液柱高度/mm
	液柱直径/mm
	液壁接触面积/m2
	壁厚/mm
	结构质量/kg





	实际产品SSME蓄压器
	100
	122
	
	356
	
	
	
	160
	
	
	



	支路式球形
	104
	111
	0.30~0.32
	383
	
	0.46
	88
	160
	0.044
	0.7
	2.9



	环抱式柱形
	104
	111
	0.30~0.32
	374
	328
	0.86
	250
	250
	0.42
	1.4
	14.8
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