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摘　 要： 基于非结构化网格与Ｇａｍａ⁃Ｔｈｅｔａ 转捩模型，将全三维ＮＳ 方程组与热传导方程进行耦合求解，采用直接耦合以及 ＬＵＳＧＳ
隐式求解方法，开发了气热耦合求解系统． 采用能保证通量守恒的面积加权类的插值方式，保证精度，实现交界面处温度的准确传

递． 对ＭＡＲＫＩＩ 叶片 ５４１１工况进行气热耦合数值模拟，并与实验结果进行了对比验证． 开发了基于二次单元的热弹耦合求解器，通
过导入气热耦合计算的边界温度实现对位移和热应力的有限元求解． 计算结果表明：采用转捩模型后计算的涡黏系数在压力面的

大部分和吸力面转捩点之前的区域与真实流动吻合更好，由于涡黏系数主要通过影响温度扩散项系数影响边界层的传热，因此在该

区域计算的温度与实验值误差更小，热传导计算的精度更高，同时静压的计算结果与实验值吻合较好；得到的ＭＡＲＫＩＩ 叶片位移和

热应力分布趋势比较合理，采用Ｇａｍａ⁃Ｔｈｅｔａ 转捩模型在提高热传导计算精度的同时，能够获得更加合理的热弹耦合计算结果．
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　 　 最近几年，一种流体固体耦合求解方法即气

热耦合方法 （ ＣＨＴ） 被用来解决涡轮的传热问

题［１－７］ ．气热耦合计算中一个关键性因素是湍流模

型的封闭，在存在转捩的气冷涡轮流场计算中考



虑转捩能提高传热计算的精度［７－９］ ．王强等［７］ 采

用代数 ＡＧＳ 转捩模型和一方程间歇因子输运方

程转捩模型研究了不同的转捩模型对气热耦合精

度的影响．曾军等［８］ 采用双方程转捩模型完成了

对 ＭＡＲＫＩＩ 和 ＶＫＩ 两个高压涡轮导叶叶栅外换热

系数的计算，验证了采用转捩模型后，计算的换热

系数与实验值吻合更好．在有冷却结构的涡轮叶

片中，由于其与高温燃气和冷却气体相接触，导致

在叶片的内部形成较大的温度梯度，产生较大的

热应力和热变形，减少叶片寿命．为提高涡轮的安

全可靠性，气热、热弹多物理场耦合的计算方法逐

渐被用来解决工程中遇到的强度问题［９－１３］ ．
本文在多面体网格上分别采用有限体积法和

有限元方法建立了气热、热弹多物理场耦合计算

平台．ＮＳ 方程的求解采用隐式 ＬＵＳＧＳ 求解器，湍
流模型采用 ＳＳＴ 模型和 ＳＳＴ＋Ｇａｍａ－Ｔｈｅｔａ 转捩模

型．热弹计算的有限元方法采用四面体网格的二

次单元十结点的高精度插值函数． 最后通过

ＭＡＲＫＩＩ 型叶片 ５４１１ 工况的算例和圆筒的解析

解对气热、热弹耦合平台进行了验证，分析了转捩

模型对传热计算的影响，分析了转捩对热应力计

算的影响．

１　 计算方法

１􀆰 １　 流场的控制方程及离散格式

ＮＳ 方程在笛卡儿坐标系下的积分形式为

∂
∂ｔ∫ΩＷｄΩ ＋ ∮

∂Ω
（Ｆｃ － Ｆｖ）·ｎｄＳ ＝ ０．

式中： 守恒变量 Ｗ ＝ ［ρ，ρｕ，ρｖ，ρｗ，ρＥ］ Ｔ； ∂Ω 为

控制体的边界； Ω 为控制体； Ｆｃ 为无黏通量； Ｆｖ

为黏性通量，具体形式见文献［１４］ ．
为增强程序对壁面低速流动的适应性和收敛

性，采用了预处理技术，预处理后的控制方程为

Γ ∂
∂ｔ∫ΩＷｐｄΩ ＋ ∮

∂Ω
（Ｆｃ － Ｆｖ）·ｎｄＳ ＝ ０． （１）

式中： Ｗｐ 为原始变量，ＷＰ ＝ ［ｐ，ｕ，ｖ，ｗ，Ｔ］ Ｔ，Γ为

预处理矩阵采用 Ｗｅｉｓｓ⁃Ｓｍｉｔｈ 形式．
采用有限体积法对方程进行空间离散，在任

意一个网格单元 ｉ 上，将式（１）离散得

Γｉ

ｄ（ΩｉＷＰｉ）
ｄｔ

＋ ∑
ｍ∈Ｎ（ ｉ）

［（Ｆｃ） ｉｍ － （Ｆｖ） ｉｍ］·Ｓｉｍ ＝ ０．

式中： Ｎｉ 是与单元 ｉ相邻的所有单元的集合；ｉｍ是

单元 ｉ 和单元 ｍ 的公共面；Ｓｉｍ 是面 ｉｍ 的外法向

量，其模等于面 ｉｍ 的面积．
本文采用二阶精度的空间插值方法，用加权

最 小 二 乘 法 求 解 变 量 的 梯 度， 并 且 用

Ｖｅｎｋａｔａｋｒｉｓｈｎａｎ 限制器［１５］来提高稳定性，对流项

通量格式为 ＡＵＳＭ＋格式，黏性项采用中心差分．
求解方法为 ＬＵＳＧＳ 隐式方法，由于非结构化网格

编号的无序性，有些网格周围会只有编号大于它

的网格或只有编号小于它的网格，这样会导致

Ｇａｕｓｓ⁃Ｓｅｉｄｅｌ 迭代退化为 Ｊａｃｏｂｉ 迭代，影响计算效

率，为此采用了网格重排序方法［１６］ ．
１􀆰 ２　 导热方程的隐式求解

直角坐标系下的非稳态导热方程为

∂（ρｃｐＴ）
∂ｔ

＝ ∇·（ｋ∇Ｔ） ． （２）

式中： ｃｐ 为固体的定压比热容，ｋ 为固体的导热系数．
采用有限体积法在单元 ｉ 上离散式（２）得

ｄ（ρ ｉｃｐＴｉ）
ｄｔ

＝ ∑
ｍ∈Ｎ（ ｉ）

∇Ｔ·Ｓｉｍ ＝ ∑
ｍ∈Ｎ（ ｉ）

（Ｄｎ，ｉｍ ＋ Ｄｃ，ｉｍ） ．

式中： Ｄｎ，ｉｍ 为法向扩散项； Ｄｃ，ｉｍ 为交叉扩散项，
其具体形式及扩散项的隐式处理方法见文献

［１７］ ． 最后用 ＧＭＲＥＳ［１８］ 方法求解离散后的方

程组．
１􀆰 ３　 Ｇａｍａ⁃Ｔｈｅｔａ 双方程转捩模型

Ｇａｍａ⁃Ｔｈｅｔａ 转捩模型是由间歇因子和转捩动

量厚度雷诺数两个参数的输运方程组成．
１􀆰 ３􀆰 １　 间歇因子输运方程

间歇因子的输运方程为

∂ργ
∂ｔ

＋
∂ργｕｉ

∂ｘｉ

＝ ∂
∂ｘｉ

μ ＋
μ ｔ

σ γ

æ

è
ç

ö

ø
÷
∂γ
∂ｘｉ

é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú
＋ Ｐγ － Ｅγ ．

式中需要用到 Ｆ ｌｅｎｇｔｈ 和 Ｒｅθｃ，Ｆ ｌｅｎｇｔｈ 的作用是来调

节转捩区的长度， Ｒｅθｃ 为失稳雷诺数．Ｆ ｌｅｎｇｔｈ 和 Ｒθｃ

都是Ｒｅθｔ 的函数，具体形式见文献［１９］ ．
１􀆰 ３􀆰 ２　 转捩动量厚度雷诺数输运方程

由于 Ｒｅθｔ 是由自由流参数得到的，在边界层

中使用转捩经验关系式不合理，因此需要将边界

层外的 Ｒｅθｔ 输运到边界层内，为此采用了转捩动

量厚度雷诺数输运方程，其形式为

∂ρ Ｒｅθｔ
∂ｔ

＋
∂ρ Ｒｅθｔｕｉ

∂ｘｉ
＝ ∂

∂ｘｉ
σθｔ（μ ＋ μ ｔ）

∂ Ｒｅθｔ
∂ｘｉ

é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú
＋ Ｐθｔ ．

（３）
式（３）中各项参数的意义见文献［１９］．
１􀆰 ３􀆰 ３　 分离流转捩模型及对 ＳＳＴ 的修改

为预测分离引起的转捩，对间歇因子进行修

改：
γ ｅｆｆ ＝ ｍａｘ（γ，γ ｓｅｐ），
γｓｅｐ ＝ ｍｉｎ（２Ｆｒｅａｔｔａｃｈ·ｍａｘ（ＲｅＶ ／

（３􀆰 ２３５Ｒｅθｃ） － １，０），２）Ｆｒｅａｔｔａｃｈ ＝ ｅ－（ＲＴ ／ ２０）４．
最后用 γ ｅｆｆ 代替γ作为最终有效的间歇因子，
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当出现分离时，γ ｓｅｐ 会迅速增长，当 γ ｓｅｐ ＞ γ 时，分
离流转捩模型被激活，当转捩完成时通过 Ｆｒｅａｔｔａｃｈ

控制 γ ｅｆｆ 趋近于 １．用 γ ｅｆｆ 修改 ＳＳＴ模型 ｋ方程的生

成项和耗散项，即
Ｐｋ， ｅｆｆ ＝ γｅｆｆＰｋ，

Ｄｋ，ｅｆｆ ＝ ｍｉｎ（ｍａｘ（γｅｆｆ，０􀆰 １），１）Ｄｋ ．
１􀆰 ４　 求解热应力的有限元方法

利用最小位能原理［２０］建立有限元方程为

Ｋａ ＝ Ｐ．
式中： Ｋ 为结构整体刚度矩阵；Ｐ 为结构结点载荷

列阵；Ｋ 和 Ｐ 分别由单元刚度矩阵 Ｋｅ 和单元等效

结点载荷列阵 Ｐｅ 集合而成，其中

Ｋｅ ＝ ∫
Ωｅ
ＢＴＤＢｄΩ．

式中： Ｂ为应变矩阵，Ｄ为弹性矩阵，Ｋｅ 为 １０ × １０
的分块矩阵，它的每一块为 ３ × ３ 的矩阵为

Ｋｅ
ｉｊ ＝ ∫

Ωｅ
ＢＴ

ｉ ＤＢ ｊｄΩ．

　 　 热膨胀只产生正应变，剪切应变为零，因此这

种由热变形引起的应变可以看作是物体的初应变

ε ０，其表达式为

ε０ ＝ α（Ｔ － Ｔ０）［１ １ １ ０ ０ ０］ Ｔ ．
温度应变引起的载荷项 Ｐｅ 为

Ｐｅ ＝ ∫
Ωｅ
ＢＴＤε０ｄΩ．

　 　 计算出位移变量，然后通过 ε ＝Ｂａｅ 求得应变

量 ε，最后求得物体所受的应力：
σ ＝ Ｄ（ε － ε０） ．

式中 ａｅ 为单元 ｅ 的结点位移列阵．
１􀆰 ５　 耦合方法

本文的气热耦合过程通过分别单独求解流场

流动和叶片导热并在交界面上传递温度或热流来

实现，此类耦合方法为弱耦合．交界面数据传递的

通量守恒性对气热耦合的稳定性和精度有一定的

影响，因此采用面积加权类的插值方式［２１］ 来保证

通量守恒，本文采用直接耦合方法［２２］，该方法需

要流固两侧互相传递温度．弱耦合的求解效率低

于强耦合，为提高计算效率，初场采用壁面绝热条

件下收敛的计算结果．
热弹耦合计算采用单向耦合的方法，由于文

中的有限元方法只能适用于四面体网格，而用于

气热耦合的网格为多面体混合网格，所以需要将

气热耦合计算的边界温度插值到应力计算的四面

体网格上，先计算出四面体网格的温度场再进行

应力计算．

２　 计算结果及分析

２􀆰 １　 气热耦合计算

本文选用文献［２３］中 ＭＡＲＫＩＩ 型叶片 ５４１１
号实验工况，进出口边界条件见表 １、２， ｐｔｏｔｉｎ 为入

口总压，Ｔｔｏｔｉｎ 为入口总温，Ｔｕｉｎｌｅｔ 为入口湍流度，
ｐｏｕｔｌｅｔ 为出口静压， ｍｉｎ 为冷却管的入口质量流量．
本文的计算网格是 ＩＣＥＭ 软件生成的六面体和五

面体的混合非结构化网格（图 １），外流场、冷却流

体和叶片网格单元数分别为 ４５ 万、２４ 万、１７ 万．
对壁面附近的边界层的网格进行了加密 （如

图 １（ｄ）所示），壁面第一层网格到壁面的距离为

１０ μｍ，网格增长因子为 １􀆰 １２，保证第一层网格的

ｙ ＋ 值基本位于 １ 左右，这是由于本文所用到的

ＳＳＴ＋Ｇａｍａ－Ｔｈｅｔａ 模型和 ＳＳＴ 湍流模型都是低雷

诺数湍流模型，因此需要壁面第一层网格位于边

界层的黏性底层．叶片的材料为 ＡＳＴＭ 标准的 ３１０
不锈钢（０Ｃｒ２５Ｎｉ２０），密度 ρ ＝ ８ ０３０ ｋｇ ／ ｍ３，定压

比热容 ｃｐ ＝ ５０２ Ｊ ／ （ ｋｇ·Ｋ），导热系数为 λ ＝
１６􀆰 ９ Ｗ ／ （ｍ·Ｋ）．

表 １　 叶片的运行条件

叶片型号 ｐｔｏｔｉｎ ／ Ｐａ Ｔｔｏｔｉｎ ／ Ｋ Ｔｕｉｎｌｅｔ ／ ％ ｐｏｕｔｌｅｔ ／ Ｐａ

５ ４１１ ３３７ １００ ７８８ ６􀆰 ５ １６９ ８００

表 ２　 冷气孔的运行条件

编号 ｍｉｎ ／ （ｋｇ·ｓ－１） Ｔｔｏｔｉｎ ／ Ｋ

１ ２􀆰 ４６Ｅ－２ ３９４
２ ２􀆰 ３７Ｅ－２ ３７６
３ ２􀆰 ３８Ｅ－２ ３８６
４ ２􀆰 ４７Ｅ－２ ３９３
５ ２􀆰 ３３Ｅ－２ ３５７
６ ２􀆰 ２８Ｅ－２ ３５３
７ ２􀆰 ３８Ｅ－２ ３７０
８ ７􀆰 ７５Ｅ－３ ４０５
９ ５􀆰 １１Ｅ－３ ４１８
１０ ３􀆰 ３４Ｅ－３ ４２９

图 １　 ＭＡＲＫＩＩ 的网格示意图
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　 　 图 ２ 为用 ＳＳＴ＋Ｇａｍａ－Ｔｈｅｔａ 模型计算的流道

中径处截面的马赫数云图． 可以看出，５４１１ 工况

为跨音速流动，气流从前缘开始膨胀加速，压力不

断下降，在 ｘ ／ ｃ ＝ ０􀆰 ４３ 处产生一道马赫数为 １􀆰 ５
的强激波，从图 ３ 叶片中径壁面压力分布曲线可

见，此处压力有一个明显的突升，随后气流继续膨

胀，在 ｘ ／ ｃ ＝ ０􀆰 ９５ 处产生了一道马赫数为 １􀆰 ２ 的

弱激波．从强激波位置的速度矢量放大图中可以

看出 ５４１１ 工况发生了边界层的分离．从图 ３ 可看

出，ＳＳＴ 模型和 Ｇａｍａ⁃Ｔｈｅｔａ 模型计算的压力在压

力面和吸力面激波之前的位置相差不大，与实验

值基本吻合．

图 ２　 中径处的马赫数分布
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图 ３　 叶片中径近壁面处的压力分布

　 　 通过观察间歇因子在如图 ４ 所示的 ３ 个到壁

面不同距离（１０、８０、２００ μｍ）处的分布可以看出，
由于本文的计算网格在近壁面进行了加密， ｙ ＋
值在 １ 左右，属于黏性底层的范围，因此 ｄｘ ＝
１０ μｍ处的间歇因子比较小（０􀆰 ００５－０􀆰 ０１０）．从图

中可以看出， 当距离从 １０ ～ ８０ μｍ 变化时，在压

力面的大部分和吸力面靠近前缘的部分间歇因子

的增长比较小，除了前缘点在 ０􀆰 ７５ 之外，其余部

分仍然在 ０􀆰 ００５～ ０􀆰 ０１０，这说明该区域的边界层

仍然为层流； ｘ ／ ｃ ≥ ０􀆰 ４３ 区域的间歇因子从 ０􀆰 ２
增长到 １．０，这说明此距离处的边界层流态已经为

湍流，因此 ８０ μｍ 距离处的间歇因子的变化证明

了边界层在 ｘ ／ ｃ ＝ ０􀆰 ４３处发生了转捩，由层流转

变为湍流，从而导致了该距离处的涡黏系数与

ＳＳＴ 模型有较大差异． 从图 ５ 中可以看出，在

０􀆰 ４３≥ ｘ ／ ｃ ≥ －１．００ 的区域，转捩模型计算的涡

黏系数明显低于 ＳＳＴ 模型．转捩点的位置与之前

的激波位置重合，这表明激波引起的逆压力梯度

导致了边界层的分离从而诱导了转捩的发生．

1.2

1.0

0.8

0.6

0.4

0.2

0
-1.0 -0.5 0 0.5 1.0

x/c

γ

dx=10μm
dx=80μm
dx=200μm

图 ４　 叶片中径处的间歇因子分布
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图 ５　 叶片中径 ｄｘ＝８０ μｍ 处的涡黏系数分布

　 　 图 ６ 给出了叶片中径处表面换热系数的分

布，换热系数的计算公式为

Ｈ ＝ ｑｗａｌｌ ／ （Ｔｇａｓ － Ｔｗａｌｌ） ． （４）
式中： Ｔｇａｓ 为叶片的进口总温，为 ８１１ Ｋ； Ｔｗａｌｌ 为叶

片的表面静温； ｑｗａｌｌ 为叶片表面的法向热流密度．
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图 ６　 叶片中径处表面的换热系数分布
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　 　 由于边界层中垂直壁面的对流作用比较弱，因
此边界层与壁面之间的换热主要靠热量的扩散，而
涡黏系数的大小直接影响着温度扩散项的系数． 涡
黏系数增大会导致扩散系数变大，从而增强燃气和

叶片之间的传热，导致计算的温度升高．从图 ５ 的

涡黏系数分布可见，在转捩点之后的位置计算的涡

黏系数有一个比较大的峰值，导致此处燃气对叶片

的加热作用过强，由图 ６、７ 可看出，在该处两种模

型的计算温度和实验值误差较大，约为 ７％，换热系

数的误差在 ４０％，这同时证明了两种湍流模型受到

激波的干扰，在该处计算的涡黏系数过大．由于

Ｇａｍａ⁃Ｔｈｅｔａ 模型在压力面的大部分区域和吸力面

靠近前缘的区域计算的涡黏性系数比 ＳＳＴ 模型小，
导致相应计算的温度也较低，温度的误差在 ２％左

右，而且计算的换热系数精度更高，分布趋势与实

验值吻合更好，说明 Ｇａｍａ⁃Ｔｈｅｔａ 模型在该区域计

算的边界层流态与真实流动相符合，计算的涡黏性

系数更合理．
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图 ７　 叶片中径处表面的温度分布

２􀆰 ２　 热弹单向耦合计算

２􀆰 ２􀆰 １　 圆筒热应力解析解验证

采用文献［２４］的有限长空心圆筒的解析解

来验证热应力计算的精度． 圆筒的内径 ｒｉ 为

０􀆰 ０５ ｍ，外径 ｒｅ 为 ０􀆰 １ ｍ，长度为 ０􀆰 ５ ｍ，材料属性

同 ＭＡＲＫＩＩ 叶片一样，网格单元数为 ３８ ８２４，外表

面温度为 ０，内表面温度为 ３０ Ｋ， 圆筒两端为绝

热边界，并且无位移约束条件，温度在圆筒内沿半

径 ｒ 的分布函数为

Ｔ ＝ Ｔｉ ｌｎ
ｒｅ
ｒ
／ ｌｎ

ｒｅ
ｒｉ

．

　 　 此算例的轴向应力 σｚ、径向应力 σｒ、周向应

力 σθ 的解析解：

σｒ ＝
α０ＥＴｉ

２（１ － μ）ｌｎ
ｒｅ
ｒｉ

－ ｌｎ
ｒｅ
ｒ

－
ｒ２ｉ

ｒ２ｅ － ｒ２ｉ
１ －

ｒ２ｅ
ｒ２

æ

è
ç

ö

ø
÷ ｌｎ

ｒｅ
ｒｉ

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú
，

σθ ＝
α０ＥＴｉ

２（１ － μ）ｌｎ
ｒｅ
ｒｉ

１ － ｌｎ
ｒｅ
ｒ

－
ｒ２ｉ

ｒ２ｅ － ｒ２ｉ
１ ＋

ｒ２ｅ
ｒ２

æ

è
ç

ö

ø
÷ ｌｎ

ｒｅ
ｒｉ

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú
，

σｚ ＝
α０ＥＴｉ

２（１ － μ）ｌｎ
ｒｅ
ｒｉ

１ － ２ ｌｎ
ｒｅ
ｒ

－
２ｒ２ｉ

ｒ２ｅ － ｒ２ｉ
ｌｎ

ｒｅ
ｒｉ

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú
．

　 　 通过图 ８ 在 ｘ 轴上总位移的分布曲线可以看

出，计算的位移和解析解吻合很好，误差在 １％的

范围，总位移从圆环内径开始逐渐增大，在 ｘ ＝
０􀆰 ０８４ ｍ 附近达到最大值．从图 ９ 中 ３ 个方向的应

力分布曲线可以看出，周向应力和轴向应力大小

差不多，径向应力最小．由于圆筒内外表面无约束

条件，所以内外表面在径向上自由膨胀，因此产生

的径向应力基本为 ０．从图 ９ 中可以看出，周向和

轴向应力在内表面附近为负值，这说明内径单元

热膨胀在周向和轴向受到相邻单元的挤压作用

力； 在外表面附近受到的周向和轴向应力为正

值，说明在热膨胀对该处的单元产生了拉伸的作

用．３ 个应力的计算解和解析解基本吻合，说明本

文应力计算模型的精度较高，在给定精确解温度

的前提下，能够准确地计算出位移和热应力．
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u解析解16
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图 ８　 位移分布的解析解和计算解对比
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图 ９　 圆筒的热应力沿径向的分布
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２􀆰 ２􀆰 ２　 ＭＡＲＫＩＩ 叶片单向热弹分析

在气热耦合收敛后，将计算的 ＭＡＲＫＩＩ 叶片

的温度边界插值到进行热应力计算的网格上，网
格单元数为 １５９ ８６４，通过有限体积法求解得到新

网格上的温度场，然后进行热应力的计算，所加的

约束条件为上下端壁固定，即位移为 ０，其他边界

为自由边界．叶片材料选用 ＡＳＴＭ 标准的 ３１０ 不

锈钢（０Ｃｒ２５Ｎｉ２０），泊松比为 ν ＝ ０􀆰 ３，弹性模量

Ｅ ＝ ２􀆰 ０ × １０５ ＭＰａ，材料的线性膨胀系数 α０ ＝
１􀆰 ３×１０－５ ．建立叶片应力求解模型是比较复杂的

过程，文献［１５］主要研究的是 ＭＡＲＫＩＩ 叶片的传

热特性，只是给出了简单的几何模型，所以在叶片

两端简单地加位移为 ０ 的条件会导致叶片沿径向

方向以及在根部和顶部膨胀受到不合理的约束，
会导致叶片整体的应力值过高，偏离正常范围．
为此，将初始温度设定为 ４００ Ｋ，相当于将叶片均

匀预热到 ４００ Ｋ 然后进行安装，降低了叶片两端

受到的过大约束，使得热应力的分布趋势更加合

理，这样做同样能对比分析转捩对热应力的影响．
图 １０ 为叶片中径截面的等效应力分布，本文

采用的等效应力为 ｖｏｎ ｍｉｓｅｓ 应力，等效应力是最

大等效应力失效理论下的一种，常常用来预测具

有延展性材料的应力状态， 等效应力关系式为
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式中 σ１、σ２、σ３ 为主应力．

（ａ） Ｇａｍａ⁃Ｔｈｅｔａ　 　 　 （ｂ）ＳＳＴ

图 １０　 叶片中径处截面的 ｖｏｎ ｍｉｓｅｓ 应力分布

　 　 热应力主要是由于热膨胀受到约束、冷热温

差导致受热不均匀和结构的各向异性产生，由图

１０ 可以看出，叶片最小的等效应力位于前缘附近

的三根管的区域，通过图 １１ 的温度云图可以看

到，该处由于距离三根管很近，被冷却得比较充

分，温度都在 ４００ Ｋ 左右，温度梯度较小，分布比

较均匀，因此热应力比较小．热应力的最大值并没

有位于尾缘，虽然该处的温度是最高的，但是由于

该处离叶片的表面很近，热膨胀受到的约束比较

小，而且该处的温度分布比较均匀．从图 １１ 中可

以看出，由于采用 Ｇａｍａ⁃Ｔｈｅｔａ 模型后计算的温度

要比 ＳＳＴ 模型低，叶片的温度分布相对均匀，因此

采用 Ｇａｍａ⁃Ｔｈｅｔａ 模型后计算的热应力要比 ＳＳＴ
模型的小，在转捩区两者相差 １００ ＭＰａ 左右．由于

Ｇａｍａ⁃Ｔｈｅｔａ 模型计算的温度场与实验值吻合更

好，因此采用该模型后计算的等效应力更符合真

实情况． 采用转捩模型能提高气热耦合的精度，
同时也能更准确预测叶片的热应力和变形，能更

好地预测叶片的安全可靠性．

（ａ） Ｇａｍａ⁃Ｔｈｅｔａ　 　 　 （ｂ）ＳＳＴ

图 １１　 叶片中径处截面的温度分布

３　 结　 论

１）隐式的流场和固体场求解方法、预处理技

术、守恒型交界面插值方法、壁面网格加密、采用

能预测转捩的湍流模型等是构建高精度、稳定的

气热耦合平台的必要措施．
２）在涡轮的叶栅传热计算中，考虑转捩对主

流参数的影响不大，计算的压力与全湍流的 ＳＳＴ
模型差别较小，与实验值基本吻合．采用 Ｇａｍａ－
Ｔｈｅｔａ 模型有效地提高了传热计算的精度，在压力

面的大部分和吸力面转捩点之前的区域，温度误

差在 ２％左右．
３）基于二次单元的有限元方法计算的热应

力和位移与解析解误差很小．Ｇａｍａ⁃Ｔｈｅｔａ 模型计

算的温度在转捩区比 ＳＳＴ 模型低 ２０ ～ ４０ Ｋ，导致

计算的热应力在该位置相差 １００ ＭＰａ 左右．由于

Ｇａｍａ⁃Ｔｈｅｔａ 模型能提高传热计算的精度，因此能

更好地预测叶片的安全可靠性．
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