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凸台形表面冲击冷却换热及熵增的数值模拟研究
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摘　 要：采用冲击换热方式对燃气涡轮导向叶片端壁外侧腔体进行冷却，对于延长燃气涡轮的使用寿

命和保障其安全运行十分有效。 采用数值模拟方法，对燃气涡轮导向叶片端壁外侧腔体内凸台形表

面的冲击冷却换热性能进行研究，并对冲击换热过程的熵增进行分析。 研究表明：随着冲击气流雷诺

数的增大，冲击靶面与冲击孔面上的平均努塞尔数增大；雷诺数一定时，增大冲击靶距，冲击靶面和冲

击孔面平均努塞尔数减小，但冲击靶面上的被冷却范围增大，换热更加均匀；增大凸台上表面的宽度，
冲击靶面上的被冷却范围相对减小，冲击靶面和冲击孔面的平均努塞尔数分别减小与增大；凸台上表

面比其两侧的下表面换热更好；冲击冷却过程的熵增主要来源于因黏性耗散产生的熵产及换热产生

的熵流，流动涡旋区的熵产是熵增的主要原因。 研究结论可为优化凸台形冲击腔的结构参数及操作

参数，提高其冲击换热效果提供依据和参考。
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　 　 提高燃气涡轮的涡轮前温度，可显著提高涡轮

的输出功率。 但受燃气涡轮金属材料耐温性的限

制，需要对涡轮热端部件进行有效冷却，以确保涡轮

稳定工作。 冲击冷却是利用高速气流冲刷被冷却表

面，以达到高效换热的方法。 冲击冷却具有局部换

热系数大、工作原理简单等优点，特别适用于燃气涡

轮导向叶片端壁外侧腔体内的冷却。 为提高燃气涡

轮导向叶片端壁外侧腔体内的冲击冷却效果，很多

学者已对其换热特性和机理进行了研究。 但受冲击

腔形状、结构参数和操作参数的影响，腔体内的流动

换热特性各不相同。 因此对不同结构冲击腔内的冲

击换热特性和机理展开研究，对于优化冲击冷却换

热参数、提高换热效果，仍然是十分必要的。
Ｏｒｔｅｇａ 等［１］研究发现凹形和凸形靶面的表面平

均换热系数明显高于平板靶面，但在冲击射流的滞

止区域，平板靶面换热优于凹形靶面。 Ｈａｉｄｅｒ 等［２］

研究了冲击孔直径对涡轮叶片前缘冲击冷却流动换

热的影响，发现当冲击孔直径增大时，壁面换热系数

减小。 Ｈａｒｒｉｎｇｔｏｎ 等［３］发现靶面曲率对流动和换热

过程均无明显影响。 Ｒｉｍ 等［４］采用粒子图像测速仪

和激光多普勒测速仪对冲击冷却过程进行监测，发
现射流雷诺数 Ｒｅ 对流场影响不大，射流核心区长度

取决于喷嘴与冲击冷却表面的距离。 Ｈａｍｅｄ 等［５］

采用数值模拟和试验结合的方法对冲击冷却过程进

行研究，发现随着 Ｒｅ 的增大和靶距与冲击孔直径比

值的减小，冲击区努塞尔数 Ｎｕ 增大。 Ｓｉｎｇｈ 等［６］ 采

用数值模拟与试验结合的方法分析了湍流圆形射流

冲击冷却过程，发现靶面 Ｎｕ 随冲击孔到靶板的距

离与冲击孔直径比值的减小而增大，其影响在射流

冲击区更加显著。 Ｌｉ 等［７］ 采用瞬态液晶测量技术

对不同 Ｒｅ、孔间距、冲击靶距和孔倾角下的冲击换

热系数进行了研究。 刘海涌等［８］ 建立了近梯形内

冷却通道的放大模型，对射流角度、横流和射流 Ｒｅ
对靶面 Ｎｕ 的影响规律进行了研究。 Ｄｕ 等［９］ 研究

了槽缝射流对涡轮静叶端壁冷却性能的影响。
Ｚｈａｎｇ 等［１０］对多孔冲击下复杂扰流柱结构的涡轮

导叶空腔进行了数值研究。 唐婵等［１１］ 在相似理论

指导下，用恒热流方法研究了封闭空间内单孔冲击

局部换热系数，发现随着 Ｒｅ 的增加，冲击换热系数

也基本呈线性增加关系。 此外，单孔冲击冷却的有
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效范围在 ４ 倍冲击孔直径范围内。 李志等［１２］ 对单

孔射流的冲击流动与换热过程进行了数值模拟计

算。 结果表明，喷孔直径对冲击点处 Ｎｕ 的数值大

小无明显影响；射流冲击高度 Ｈ ／ Ｄ 对 Ｎｕ 分布规律

的影响明显而复杂。 当 Ｈ ／ Ｄ 在 ３ ～ ５ 之间时，可在

较大面积范围内获得较高的换热系数。
Ｓｒｉｒｏｍｒｅｕｎ 等［１３］在不同靶板间距、凹坑直径、凹

坑距离和射流 Ｒｅ 等条件下，研究了射流冲击凹坑表

面的换热特性，比较了射流冲击凹坑表面和平板表

面的传热系数。 研究结果表明，在一定条件下从凹

坑表面获得的最高热增强因子比从平板中获得的热

增强因子高 ５．５ 倍。 蒋新伟等［１４⁃１５］对航空发动机进

气道支板的带凹坑壁面通道内表面进行冲击换热试

验研究，结果表明，在凹坑尾缘形成局部的换热高值

区，凹坑壁面的换热要强于光滑壁面。 在较大 Ｒｅ
时，凹坑位置越靠近前缘，前缘的换热效果越强。 当

凹坑的排数增加，壁面的平均努塞尔数增大。 Ｃｈｅｎ
等［１６］在冲击靶面和冲击孔面上增加 Ｖ 形肋条，强化

了冲击系统的二次涡流结构，并通过数值模拟与试

验研究了添加 Ｖ 形肋条后冲击区域的流动换热情

况。 Ｘｉｅ 等［１７］通过数值模拟与试验研究了添加圆弧

凹槽与扰流柱结构的靶面的冲击换热特性。 Ｈｕａｎｇ
等［１８］研究发现将凹槽引入传热表面可以有效提升

冲击冷却的换热性能。 Ｔｏｎｇ 等［１９］ 研究了 ４ 种不同

结构的冲击靶面，分别是光滑平面、带弧形肋条、带
圆形扰流柱及带方形扰流柱的靶面。 Ｚｈｏｕ 等［２０］ 研

究发现有效冷却区范围随射流孔直径的增大先增大

后减小。
Ｌａｍ 等［２１］模拟了不同射流 Ｒｅ、速度比和通道高

度下射流冲击冷却系统的流动换热情况。 结果表

明，当 Ｒｅ 和速度比增大、通道高度减小时，Ｎｕ 和总

熵产增大。 Ｒｉｅｓ 等［２２］ 采用数值模拟的方法研究了

湍流射流冲击 ４５°倾斜壁面的近壁面传热过程与熵

增机理。 Ｓｈｕｊａ 等［２３］用控制体积法对一种封闭的层

流旋转射流进行了数值模拟。 结果表明，旋转射流

能够降低冲击过程的熵增，增大速度会增大熵增。
目前已有的冲击冷却换热研究，大多以单一换

热表面为研究对象，其换热影响因素和流场状况比

较简单。 当燃气涡轮导向叶片端壁腔体内各表面不

规则时，各表面对气流的折返作用会导致腔体内的

换热流场十分复杂。
凸台形冲击表面具有结构简单、易于加工，对冲

击来流产生扰动并增强换热等优点。 本文以燃气涡

轮导向叶片端壁外侧具有凸台形换热表面的冲击腔

为研究对象，采用数值模拟的方法，研究在不同冲击

气流的雷诺数下，冲击靶距和凸台上表面宽度等参

数对换热性能的影响，以便掌握凸台形表面冲击换

热的影响因素和影响规律，为其设计和应用提供参

考。 此外，对凸台形表面冲击换热过程进行熵产分

析，研究流动不可逆引起的熵产与换热引起的熵产

的比值分布，对于探索不同参数下冲击换热的熵产

成因以及优化冲击换热的结构与操作参数具有理论

和实际指导作用。

１　 计算模型与方法

１．１　 冲击腔模型

在涡轮导叶的原始结构中，有圆角、曲面和凹

槽，不便于进行模拟计算和试验，所以对原模型进行

适当简化，得到模拟计算和试验所用的冲击腔模型，
如图 １ 所示。 模型简化前后的模拟计算结果相差约

２．１％，说明用简化模型代替原模型进行研究是可行

的。 简化后的冲击腔几何模型如图 ２ 所示。

图 １　 涡轮导叶端壁腔体结构简化示意图

图 ２　 冲击腔模型图

·７９２·
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冲击腔模型包括凸台形冲击靶面、冲击孔面、进
气孔和出气道。 计算模型只有 １ 个冲击孔，孔径

Ｄ＝ ４２ ｍｍ，凸台上表面宽 Ｌ ＝ ３４ ｍｍ，凸台上表面高

Ｈ＝ ９ ｍｍ，冲击靶距 Ｍ＝ １８ ｍｍ。
冲击靶面和冲击孔面结构不同，冲击气流在各

表面有折返，流动换热相互影响。 冷空气通过冲击

孔进入冲击腔，大部分气流冲射在凸台的中心表面，
少部分流体冲射在凸台两侧的下表面；同时气流被

冲击孔面和腔体侧面反射，形成复杂的换热流场；换
热后的气流从腔体两侧的出气道排出。
１．２　 控制方程

在本文数值模拟中，假设：①流动是稳态的；②
流体介质是连续的；③流体是不可压缩的；④能量方

程中无源项。 因此，在数值模拟中，不可压缩流体的

控制方程简化后为：
质量守恒方程

·Ｖ ＝ ０ （１）
式中： 为梯度算子；Ｖ 为速度矢量，ｍ ／ ｓ。

动量守恒方程

ρ ｄＶ
ｄｔ

＋ ·（ρＶＶ） ＝ － ｐ ＋ ·τ ＋ ＳＭ （２）

式中： ρ 为流体密度，ｋｇ ／ ｍ３；ｔ 为时间，ｓ；ｐ 为静压，
Ｐａ；τ 为黏性应力，Ｎ ／ ｍ２；ＳＭ 为动量源项，Ｎ ／ ｍ３。

能量守恒方程

ρ ｄｕ
ｄｔ

＋ ｐ（ ·Ｖ） ＝ ·（λ Ｔ） ＋ Φ ＋ ρｑ′ （３）

式中： ｕ 为比内能，Ｊ ／ ｋｇ；λ 为流体的导热系数，
Ｗ ／ （ｍ· Ｋ）；Ｔ 为温度，Ｋ；Φ 为黏性耗散 函 数，
Ｗ ／ ｍ３；ｑ′为热辐射或其他原因在单位时间内传入单

位质量流体的热量，Ｊ ／ （ｋｇ·ｓ）。
１．３　 网格划分

计算模型采用非结构化网格划分，对边界层网

格进行加密处理。 当网格 数 从 ４５０ 万 增 加 到

５７８ 万，热流密度变化约 ６．７３％；当网格数从５７８ 万

增加到 ６３６ 万，热流密度变化仅 ０．７２％。 综合考虑，
选择模型网格数为 ５７８ 万，其网格划分如图 ３ 所示。

图 ３　 网格划分示意图

１．４　 计算条件

本文研究的雷诺数范围处于湍流区，数值模拟

采用 Ｒｅａｌｉｚａｂｌｅ ｋ⁃ε 模型，该模型在湍流区具有较高

的计算精度。 本计算中使用二阶迎风离散格式和

Ｓｉｍｐｌｅ 算法，其收敛速度较快；网格中边界层的增长

率为 １．２；压力、温度、热流密度收敛的残差标准均为

１×１０－５。
进口边界条件为质量流量进口，进口气流温度

Ｔ０ 为 ３００ Ｋ，近似为不可压缩理想气体；出口边界条

件为压力出口；冲击靶面和冲击孔面采用恒定温度

的方式进行加热，给定温度为 ３４０ Ｋ；其他壁面均为

绝热、无滑移边界。
１．５　 参数定义

研究使用的参数公式为：
冲击射流雷诺数

Ｒｅ ＝
ρａｖＤ
μ

（４）

式中： ρ ａ 为空气密度，ｋｇ ／ ｍ３；ｖ为冲击孔入口空气射

流速度，ｍ ／ ｓ；Ｄ 为冲击孔直径，ｍ；μ 为空气动力黏

度，Ｐａ·ｓ。
换热系数：

ｈ ＝ ｑ
Ｔｗ － Ｔ０

（５）

式中： ｈ 为换热系数，Ｗ ／ （ｍ２·Ｋ）；ｑ 为换热表面热

流密度，Ｗ ／ ｍ２；Ｔｗ 为壁面温度，Ｋ；Ｔ０ 为来流空气温

度，Ｋ。
努塞尔数

Ｎｕ ＝ ｈＤ
λ

（６）

式中，λ 为流体导热系数，Ｗ ／ （ｍ·Ｋ）。
无量纲流动阻力

ｆ ＝
２ΔｐＤｈ

ρｕ２Ｌ
（７）

式中： Δｐ 为进、出口静压差，Ｐａ；Ｄｈ 为冲击通道水力

直径，ｍ；Ｌ 为冲击通道长度，ｍ。

２　 计算结果与分析

２．１　 试验系统

燃气涡轮导向叶片冲击换热特性试验系统由螺

杆空气压缩机、储气罐、减压阀、流量调节阀、排气

阀、直流电源、冲击换热试验件以及测量仪表组成，
试验系统如图 ４ 所示。 其中，采用螺杆压缩机压缩

·８９２·
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空气；通过倾斜管压差计和压力数显表测量压力；采
用 Ｋ 型热电偶与多通道温度巡检仪测量管路及冲

击换热试验件腔体内的温度，温度测量范围为－２００
～２６０ ℃，测量精度为 ０．４％；采用一体式超声波质量

流量计测量流量，其量程为 １０～１００ ｍ３ ／ ｈ，测量精度

为 １％。 试验测量仪表的综合测量精度为 ３％。

图 ４　 试验系统示意图

２．２　 模拟方法验证

为了便于制作试验模型，在常温下进行试验，本
研究采用相似准则对涡轮导叶实际模型和参数进行

了放大。 将冲击射流进口温度和压力转化为常压和

近常温 ３００ Ｋ，将冲击靶面和冲击孔面壁温转化为

３４０ Ｋ。 为方便试验和模拟结果的对比，取模拟计算

模型参数与试验模型参数一致。
采用试验方法验证模拟计算方法的准确性，试

验选取模型尺寸为 Ｄ＝ ４２ ｍｍ，Ｌ＝ ３４ ｍｍ，Ｈ＝ ９ ｍｍ，
Ｍ＝ １８ ｍｍ，试验 Ｒｅ 范围为 ２．２×１０４ ～４．１×１０４。 冲击

靶面和冲击孔面的试验结果与模拟计算结果的对比

如图 ５ 所示。

图 ５　 模拟与试验的Ｎｕ结果对比

由图 ５ 可见，冲击靶面Ｎｕ的数值模拟结果高于

试验结果，这是因为数值模拟计算本身存在一定误

差，而试验测量和试验过程的热损失也会导致一定

的误差，两者共同作用导致上述结果。 图 ５ 中，冲击

孔面Ｎｕ的数值模拟结果低于试验结果，这是因为冲

击换热过程中气流先在冲击靶面上换热，然后再折

返到冲击孔面换热。 数值模拟计算所得冲击靶面上

的Ｎｕ比试验结果高，意味着模拟计算中靶面上的冲

击换热比试验情况更强烈，离开靶面的气流在冲击

腔内的流动就更加紊乱，能量耗散增大，折返达到冲

击孔面的气流速度则相对较低，导致冲击孔面的换

热较差，因此冲击孔面Ｎｕ的模拟结果低于试验

结果。
在相同条件下，模拟与试验结果的平均误差均

在 １２．８％内，在工程计算的精度要求范围内，可以认

为模拟计算方法基本正确。
２．３　 冲击射流雷诺数的影响

图 ６ 是 Ｄ ＝ ４２ ｍｍ，Ｌ ＝ ３４ ｍｍ，Ｈ ＝ ９ ｍｍ，Ｍ ＝
１８ ｍｍ时，Ｒｅ 在 １×１０４ ～ １．３×１０５ 内，冲击靶面和冲

击孔面Ｎｕ的模拟计算结果。

图 ６　 不同 Ｒｅ 下冲击靶面和冲击孔面的Ｎｕ

由图 ６ 可以看出，冲击靶面和冲击孔面 Ｎｕ 随

Ｒｅ的增大而增大；相同 Ｒｅ下，冲击靶面Ｎｕ比冲击孔

面Ｎｕ大。 Ｒｅ增大，冲击射流速度增大，冲击越剧烈，

冲击靶面换热增强，其Ｎｕ 相应增大；同时，冲击射流

到达靶面速度越大，折回至冲击孔面的冷却气流越

多，速度越大，导致冲击孔面换热增强，其Ｎｕ 相应

增大。
图 ７和图 ８是Ｄ ＝ ４２ ｍｍ，Ｌ ＝ ３４ ｍｍ，Ｈ ＝ ９ ｍｍ，

Ｍ ＝ １８ ｍｍ 时，不同 Ｒｅ 下，冲击靶面和冲击孔面 Ｎｕ
云图。

由图 ７ 可见，冲击孔正对的冲击靶面区域 Ｎｕ 最

高，边缘区域和凸台两侧下表面 Ｎｕ 较低，换热效果

·９９２·
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较差，容易产生局部烧蚀。 由图 ８ 可知，冲击孔面由

于受到多股从冲击靶面折回气流冲击，孔面的换热

情况较复杂。 其中冲击孔附近区域 Ｎｕ 相对较高，
这是因为此区域的冲击射流处于自由射流区的开始

处，速度最大，换热效果好。 冲击孔左右两边均出现

换热较差的区域，这是因为折回气流在此处形成滞

止区，该区域内气流流动较差，换热不佳。

图 ７　 不同 Ｒｅ 下冲击靶面的 Ｎｕ 云图

图 ８　 不同 Ｒｅ 下冲击孔面的 Ｎｕ 云图

２．４　 冲击靶距的影响

为了方便研究，不受涡轮导叶的实际空间尺寸

限制，本文选择放大后冲击靶距作为研究参数，其范

围是 １４～ ３０ ｍｍ。 图 ９ 是冲击靶距 Ｍ ＝ １４，１８，２２，

２６，３０ ｍｍ 时，Ｒｅ 在 １×１０４ ～１．３×１０５ 内，冲击靶面Ｎｕ
的模拟计算结果。

图 ９　 不同冲击靶距下冲击靶面的Ｎｕ

从图 ９ 可以看出，Ｒｅ 一定时，冲击靶面Ｎｕ相差

不大。 其中 Ｍ＝ １４ ｍｍ 时，冲击靶面Ｎｕ最大，相对于

Ｍ＝ ３０ ｍｍ 时，冲击靶面Ｎｕ提升了约 １．３％。 这是因

为冲击靶距减小，冲击射流到达冲击靶面的速度增

大，冲击靶面的冲击换热增强，表面Ｎｕ相应增大。
图 １０ 是 Ｒｅ＝ ５×１０４ 时，不同冲击靶距下的冲击

靶面 Ｎｕ 云图。 由图 １０ 可知，冲击靶面的核心换热

区并未随靶距变化发生剧烈变化，因为冲击冷却的

驻点区位置没有随冲击靶距的增大发生改变。 但在

自由射流区，冲击射流受到剪切力的作用，导致冲击

射流的宽度越大，冲击冷却的驻点区范围越大。 所

以冲击靶距越大，冲击靶面的换热更均匀。 当 Ｍ ＝
１４ ｍｍ 时，冲击靶面最大 Ｎｕ 为 ６８７．４，最小 Ｎｕ 为

３．３，即局部区域可能发生烧蚀现象。 此外，腔体边

界区域以及凸台边界区域 Ｎｕ 较小，温度相对较高，
这些部位是可能产生烧蚀的部位。

图 １０　 Ｒｅ＝ ５×１０４ 时不同冲击靶距下冲击靶面的 Ｎｕ 云图

图 １１ 是冲击靶距 Ｍ＝ １４，１８，２２，２６，３０ ｍｍ 时，

Ｒｅ 在 １ × １０４ ～ １． ３ × １０５ 内，冲击孔面Ｎｕ模拟计算

结果。

图 １１　 不同冲击靶距下冲击孔面的Ｎｕ

·００３·
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从图 １１ 可以看出，Ｒｅ 一定时，冲击孔面Ｎｕ随冲

击靶距的增大而减小。 所研究的 ５ 种冲击靶距中，

当 Ｍ＝ １４ ｍｍ 时，冲击孔面Ｎｕ最大。 Ｍ ＝ １４，１８，２２，

２６ ｍｍ 相对于 Ｍ＝ ３０ ｍｍ 时，冲击孔面Ｎｕ分别提高

了约 １９．１％，１２．１％，８．９％和 ３．１％。 分析可得，减小

冲击靶距，由冲击靶面折返到达冲击孔面的射流速

度增大，同时气流量增多，导致冲击孔面换热增强，

Ｎｕ增大。
图 １２ 是 Ｒｅ＝ ５×１０４ 时，不同冲击靶距下的冲击

孔面 Ｎｕ 云图。 由图可知，冲击孔附近区域 Ｎｕ 相对

较高，换热效果好。 冲击孔左右两侧滞止区流动换

热差，温度相对较高，可能产生局部烧蚀。 冲击靶距

越大，孔面换热越均匀。

图 １２　 Ｒｅ＝ ５×１０４ 时不同冲击靶距下冲击孔面的 Ｎｕ 云图

强化传热的同时伴随着压力损失，所以在提高

换热效果的同时还需考虑压力损失。 图 １３ 是不同

冲击靶距下冲击腔的无量纲流动阻力对比。

图 １３　 不同冲击靶距下冲击腔的无量纲流动阻力

从图中可以看出，冲击腔流动阻力随雷诺数增

大而减小；冲击靶距越大，流动阻力越大，但图中出

现了 Ｍ＝ ３０ ｍｍ 的冲击腔流动阻力小于 Ｍ ＝ ２６ ｍｍ
的情况。 其中，Ｍ＝ １４ ｍｍ 时压力损失最小，Ｍ ＝ １８，
２２，２６，３０ ｍｍ 相对于 Ｍ ＝ １４ ｍｍ 时，冲击腔流动阻

力分别增大了约 １５． ８％，２９． ５％，４２． ４％和 ４１． ３％。
这是因为冲击靶距较小时，射流到达凸台的流动路

径较短，射流流动过程中所受阻力较小。 当冲击靶

距增大到 ３０ ｍｍ 后，与冲击靶距 ２６ ｍｍ 相比，阻力

反而略有降低，这是因为射流路径增大到一定程度

后，气流速度有所降低，气流阻力也随之降低。 综合

换热效果和压力损失两方面的因素，选择冲击靶距

１４ ｍｍ 为宜。
２．５　 凸台上表面宽度的影响

为了方便研究，不受实际冲击靶面尺寸的限制，
本文选择放大后凸台上表面宽度的研究范围为 ２２～
４６ ｍｍ。 图 １４ 是凸台上表面宽度 Ｌ ＝ ２２，２６，３０，３４，
３８，４２，４６ ｍｍ 时，Ｒｅ 在 １×１０４ ～ １．３×１０５ 内，冲击靶

面Ｎｕ的模拟计算结果。

图 １４　 不同凸台上表面宽度下冲击靶面的Ｎｕ

由图 １４ 可见，当 Ｌ ＝ ２２ ～ ４６ ｍｍ 时，Ｒｅ 一定时，

冲击靶面Ｎｕ随凸台上表面宽度的增大而减小。 所
研究的 ７ 种凸台上表面宽度中，当 Ｌ ＝ ２２ ｍｍ 时，冲

击靶面Ｎｕ最大；凸台上表面宽度 Ｌ ＝ ２２，２６，３０，３４，

３８，４２ ｍｍ 相对于 Ｌ＝ ４６ ｍｍ 时，冲击靶面Ｎｕ提升了

约 ６．７％，５．０％，４．４％，３．５％，２．９％和 ２．８％。 由此可

见，冲击靶面Ｎｕ随凸台上表面宽度的变化不大。 随

着 Ｒｅ 的增大，冲击靶面Ｎｕ区别明显。 单孔射流会

在冲击腔内部形成 ２ 个方向相反的涡旋，当 Ｒｅ 一定

时，凸台上表面宽度的增大会减弱涡旋对冲击靶面

换热的影响，射流在整个冲击靶面上的影响范围相

对较小，射流撞击凸台两侧下表面时速度减小，导致

冲击靶面上边缘的 Ｎｕ 减小。

·１０３·
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图 １５ 是 Ｒｅ＝ ５×１０４ 时，不同凸台上表面宽度下

的冲击靶面 Ｎｕ 云图。 由图 １５ 可知，凸台上表面换

热较好，凸台两侧下表面换热较差；凸台上表面越

窄，冲击靶面换热越均匀；当上表面变宽时，冲击靶

面上换热较差的区域明显增大。 当 Ｌ ＝ ４６ ｍｍ 时，
冲击靶面最大 Ｎｕ 为 ９０１．５，最小 Ｎｕ 为 ５．４，即 Ｎｕ 较

小的局部区域可能发生烧蚀现象。

图 １５　 Ｒｅ＝ ５×１０４ 时不同凸台上表面宽度下

冲击靶面的 Ｎｕ 云图

图 １６ 是凸台上表面宽度 Ｌ ＝ ２２，２６，３０，３４，３８，

４２，４６ ｍｍ 时，Ｒｅ 在 １×１０４ ～１．３×１０５ 内，冲击孔面Ｎｕ
的模拟计算结果。

图 １６　 不同凸台上表面宽度下冲击孔面的Ｎｕ

由图 １６ 可见，当 Ｌ ＝ ２２ ～ ４６ ｍｍ 时，Ｒｅ 一定时，

冲击孔面Ｎｕ随凸台上表面宽度的增大而增大。 所

研究的 ７ 种凸台上表面宽度中，当 Ｌ ＝ ４６ ｍｍ 时，冲

击靶面Ｎｕ最大；凸台上表面宽度 Ｌ ＝ ２２，２６，３０，３４，

３８，４２ ｍｍ 相对于 Ｌ＝ ４６ ｍｍ 时，冲击孔面Ｎｕ降低了

约 １．４％，２．９％，４．１％，４．３％，５．９％和 ６．１％。 当射流

冲击凸台形冲击靶面时，射流在冲击腔内部形成一

对方向相反的涡旋，较宽的上表面会提高涡旋对冲

击孔面的影响，流体撞击冲击孔面时速度增大，强化

换热，孔面Ｎｕ相应增强。
图 １７ 是 Ｒｅ＝ ５×１０４ 时，不同凸台上表面宽度下

的冲击孔面 Ｎｕ 云图。 由图 １７ 可知，凸台上表面所

对应的冲击孔面区域换热较好，凸台两侧下表面所

对应的冲击孔面区域换热较差。 随着上表面变宽，
其所对应的冲击孔面区域换热效果显著增强。

图 １７　 Ｒｅ＝ ５×１０４ 时不同凸台上表面宽度下

冲击孔面的 Ｎｕ 云图

图 １８ 是不同凸台上表面宽度下冲击腔的无量

纲流动阻力对比。 从图中可以看出，凸台上表面宽

度越大，流动阻力越小。 Ｌ ＝ ４６ ｍｍ 时压力损失最

小，Ｌ ＝ ２２，２６，３０，３４，３８，４２ ｍｍ 相对于 Ｌ ＝ ４６ ｍｍ
时，冲击腔流动阻力分别增大了约 １１． １％，８． ８％，
６．６％，４．８％，３．２％和 １．２％。 冲击射流正对凸台中间

部位，凸台上表面与两侧表面之间有高度差，高度差

会对冲击流动产生扰动，生成阻力。 凸台上表面宽

度越大，落入两侧面的气流占比越少，因此总阻力

越小。

图 １８　 不同凸台上表面宽度下冲击腔的无量纲流动阻力

Ｌ＝ ３０ ｍｍ 时，冲击靶面Ｎｕ比 Ｌ ＝ ４６ ｍｍ 增加了

约 ４．４％；冲击孔面Ｎｕ比 Ｌ ＝ ４６ ｍｍ 降低了约 ４．１％；
冲击腔流动阻力比 Ｌ＝ ４６ ｍｍ 增加了 ６．６％。 冲击孔

面上的换热增强，孔面Ｎｕ相应增强。 综合换热效果

和压力损失，可以选择凸台上表面宽度为 ３０ ｍｍ。
２．６　 冲击冷却换热过程熵增分析

冲击冷却换热过程是不可逆过程，在该过程中

气流会产生熵增。 由于冲击气流的压力接近常压，

·２０３·
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而且冲击换热过程进行的很快，冲击冷却换热过程

的熵增 ΔＳ 可以采用理想气体绝热过程的熵增表达

式进行计算，其计算式如（８）式所示

ΔＳ ＝
Ｃｐ

γ
ｌｎ ｐ

ｐｒｅｆ

æ

è
ç

ö

ø
÷

１－γ Ｔ
Ｔｒｅｆ

æ

è
ç

ö

ø
÷

γ
é

ë
êê

ù

û
úú （８）

式中： Ｃｐ 为比定压热容，Ｊ ／ （ｋｇ·Ｋ）；γ 为比热比，对
于空气可取 １．３；ｐｒｅｆ 为参考压力，可取空气的进口总

压，Ｐａ；Ｔｒｅｆ 为参考温度，可取空气的进口总温，Ｋ；ｐ
为流场内任一点的气体压力，Ｐａ；Ｔ 为流场内任一点

的气体温度，Ｋ。
图１９是Ｒｅ ＝ ５ × １０４，Ｄ ＝ ４２ ｍｍ，Ｌ ＝ ３４ ｍｍ，Ｈ ＝

９ ｍｍ和Ｍ ＝ １８ ｍｍ时，冲击靶面Ｎｕ分布云图、靶面

附近流线图和靶面熵增云图。

图 １９　 Ｒｅ ＝ ５ × １０４ 时冲击靶面 Ｎｕ 云图、靶面附近

流线图和靶面熵增云图

冲击冷却过程的总熵增主要来源于流动过程中

因黏性耗散产生的熵产 Ｓｇ，ｆ 以及换热过程产生的熵

流 Ｓｇ，ｈ。 在冲击靶面的核心换热区，Ｎｕ较大，即气流

与靶面的换热较强，因此冷却气流在该区域的熵流

较大，但该区域气流速度较快，涡旋较少，气流因黏

性耗散产生的熵产较小，故总熵增并不大；在换热较

弱的边缘区域，Ｎｕ 较小，相应地熵流也较小，但这些

区域的流动较为复杂，存在多处涡旋，导致气速降

低，熵产较大，总熵增也较大；在冲击靶面核心区域

的外围与边缘区域之间，属于核心区与边缘区的过

渡区域，黏性耗散产生的熵产与换热产生的熵流占

比情况复杂。 若采用表示熵流与总熵增之比的

Ｂｅｊａｎ 数 Ｂｅ ＝
Ｓｇ，ｈ

Ｓｇ，ｈ ＋ Ｓｇ，ｆ

［２４］

表示，在该区域中，Ｂｅ ＝

０ ～ １。

３　 结　 论

本文采用数值模拟的方法，研究了燃气涡轮导

向叶片端壁外侧腔体内凸台形表面的冲击冷却换热

特性，并对换热过程的熵增进行分析。 在 Ｒｅ ＝
１×１０４ ～１．３×１０５ 内，得到了冲击射流雷诺数、冲击靶

距、凸台上表面宽度对冲击冷却换热的影响规律。
研究结论如下：

１） 随着 Ｒｅ 的增大，冲击靶面Ｎｕ与冲击孔面Ｎｕ

增大，冲击靶面Ｎｕ大于冲击孔面Ｎｕ；

２） 当 Ｒｅ 一定时，增大冲击靶距Ｍ，冲击靶面Ｎｕ

和冲击孔面Ｎｕ减小，冲击腔流动阻力增大；增大冲

击靶距，冲击靶面上冲击冷却范围增大，换热更加

均匀；
３） 当 Ｒｅ 一定时，增大凸台上表面宽度 Ｌ，冲击

靶面Ｎｕ减小，冲击孔面Ｎｕ增大，冲击腔流动阻力减

小；射流对冲击靶面的影响范围相对降低，冲击靶面

上换热较差区域明显增大。 凸台上表面换热较好，
凸台两侧下表面换热较差；

４） 冲击冷却过程的熵增主要来源于流动过程

中因黏性耗散产生的熵产以及换热产生的熵流，流
动涡旋区的熵产是熵增的主要原因。

本文的研究结论可为优化凸台形冲击腔的结构

参数及操作参数，提高其冲击换热效果提供依据和

参考。
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