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富燃燃气热物性对平板热冲击疲劳影响的数值研究*
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[ 摘要 ] 针对富燃燃气环境下涡轮导叶严峻的热疲劳问题，依据其实际工作条件，建立均质平板拟静态热弹性耦合

模型，通过 Laplace 变换和留数定理，得到燃气热物性对热冲击过程平板温升特性、应力及寿命变化的作用规律，所

得结果与涡轮导叶三维热流耦合计算结果吻合较好。结果表明，富燃燃气主要组分为高比定压热容和高热导率的氢

气，使其对流换热系数显著提升，因此在热冲击过程中，富燃环境下平板表面热流量、温升速率和平衡温度升高，平板

内部温度梯度增大；因高温、大温度梯度富燃燃气环境，平板各点峰值热应力提升 80%，寿命缩短 32%。热冲击过程

中，平板热应力呈现先迅速升高至峰值、随后逐渐减小的变化规律，其中平板峰值热应力主要由燃气热物性决定，峰

值后热应力主要受冷气温度影响。另外，燃气热物性对平板峰值热应力和寿命的影响，随平板厚度增加而减小。
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[ABSTRACT] To solve the severe thermal fatigue problem faced by air turbo rocket turbine guide vane under fuel-
rich gas environment, a quasi-static thermoelastic coupling model of a homogeneous plate was established according to 
actual working condition of turbine guide vane. The effect of gas properties on the temperature rise characteristics, stress 
and life changes of the plate subjected to thermal shock was obtained through Laplace transform and residue theorem. The 
results agree well with the three-dimensional thermal-flow coupling calculation results of turbine guide vane. The results 
show that the main components of fuel-rich gas is hydrogen, which has high specific heat at constant pressure and thermal 
conductivity. As a result,  the convective heat transfer coefficient is more than twice that of lean-burn gas under the same 
conditions. And the heat flux, temperature rise rate, and equilibrium temperature of the plate are higher than those of lean-
burn gas plate under the same conditions. These cause the temperature gradient inside the plate to increase under fuel-rich 
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gas environment. Due to the high temperature and large temperature gradient under fuel-rich gas environment, the peak 
thermal stress to increase by 80% and its life is shortened by 32% compared to the plate under lean-burn gas conditions. 
During the thermal shock, the stress increases rapidly to the peak and then decreases gradually. The main determinant of 
the peak thermal stress is the gas properties, and the post-peak is mainly affected by coolant temperature. Additionally, The 
influence of gas properties on peak thermal stress and life decreases with the increase of plate thickness.
Keywords: Gas properties; Thermal shock; Fluid temperature difference; Thickness; Life

空气涡轮火箭发动机 （Air turbo rocket，ATR）具有

比冲高、推重比大等优势，且能实现马赫数 0 ~ 4 无模态

转换工作，适合作为临近空间飞行器的动力装置。其工

作原理为：ATR 发动机通过自身携带的氧化剂和燃料

在燃气发生器中进行富燃燃烧，产生的富燃燃气驱动涡

轮并带动压气机工作；涡轮排出的富燃燃气与经压气机

压缩的空气掺混后进入燃烧室燃烧，生成的高温燃气通

过尾喷管排出，从而产生推力。

ATR 发动机涡轮工质为富燃燃气，其中 H2 的摩尔

分数约为 46%。H2 的高占比提升了富燃燃气的定压比

热和热导率，促使导叶外壁换热增强、温升速率增大。

为避免富燃燃气与空气在涡轮内接触燃烧，ATR 发动

机采用自携带的高压低温 N2 作为冷却工质，低温 N2 延

缓了导叶内壁温升速率。因此，在起动过程中，导叶内外

壁面存在较大温度梯度，极易产生高瞬态热应力，从而降

低导叶使用寿命。同时，为避免积碳，ATR 发动机启动

后迅速升温至设计温度；而在高温环境下，材料力学性能

降低，进一步缩短了导叶使用寿命。综上，在富燃燃气特

殊热物性造成的高热应力，与起动过程特殊性导致的低

力学性能的共同作用下，ATR 发动机涡轮导叶比常规航

空发动机涡轮导叶面临更加严重的热疲劳问题，因此，研

究富燃燃气环境下导叶热冲击疲劳特性具有重要意义。

目前，针对常规涡轮导叶热冲击换热和疲劳问题，

已有大量试验和数值研究。钱惠华等 [1] 基于热弹耦合

理论，对高压涡轮导叶的危险区域和使用寿命进行估

算，所得结果与试验值接近。艾延廷等 [2–3] 研究了起动

过程涡轮导叶动态温度和应力，发现叶片尾缘中间部位

温度和热应力变化最为剧烈，经多次起动 – 停车后容易

出现疲劳现象。Kumar 等 [4] 针对小型涡轮导叶和动叶

整体开展研究，分析了起动过程瞬态热应力，结果表明，

导叶瞬态模拟的最大热应力高于稳态模拟结果；在瞬态

过程初期，最大等效应力的出现位置随时间变化。Cai
等 [5] 采用热流耦合方法，分析了起动和变载荷情况下的

瞬态流动换热情况，结果表明，对于起动过程，热应力的

变化率与载荷变化率呈正相关，在高应力状态下，轻微

负载变化会导致热应力明显变化。陈英涛等 [6] 采用数

值模拟与试验验证相结合的方式，探究了变温循环冷气

对涡轮寿命的影响，研究发现，冷气温度与叶片疲劳寿

命变化趋势并非呈单一线性变化，而是随着冷气温度上

升，叶片最低使用寿命先上升再下降，最后下降至近似

为 0。综上，国内外学者在常规涡轮导叶热冲击过程的

热应力变化规律、使用寿命预测及冷气温度对热疲劳寿

命的影响等方面开展了大量研究，为导叶结构设计提供

了有效参考。然而，现有研究中未考虑燃气组分及热物

性对热冲击疲劳特性的影响。

目前，针对燃气组分和热物性对热冲击疲劳特性的

研究较少，但国内外研究人员围绕燃气组分对换热影响

等问题已开展大量对比研究。Taamallah 等 [7] 提出燃

料成分的变化，尤其是在燃料中加入氢气，会显著改变

工质组分和热物理特性，因为氢气的动量和热扩散速率

比 CH4、CO 和空气大一个数量级。Chiesa 等 [8] 分析了

氢燃料燃气涡轮的可行性，并根据叶片外表面对流换

热系数关系式，得出氢燃料换热强度与二氧化碳相当。

Mazzotta 等 [9] 比较了合成气、氢燃料和含氧燃料产物在

整个叶片通道内产生的热负荷，合成气和氢燃料产生相

同的热负荷，但含氧燃料产生的热负荷比合成气和氢燃

料高 50% ~ 60%。Na 等 [10] 提出与传统燃料相比，燃煤

合成气燃烧会引起进入涡轮的燃气组分变化，导致分子

量、比热、导热性和黏度等输运特性的差异，且与天然气

相比，氢燃料使平板升温 5 ~ 10 K。Park 等 [11] 研究了燃

气轮机中燃料 H/C 比和热值对燃气轮机涡轮温度的影

响，结果表明，高 H/C 燃料燃烧产物含水量更高。综上，

国内外学者对氢燃料等多种工质换热强度开展了对比

研究，揭示了燃气组分对输运特性的影响机制，以及输

运特性对换热特性的影响规律。然而，不管是燃烧反应

物中含有氢气的氢燃料，还是高 H/C 比燃料，与本文燃

烧产物中富含氢气的情况均不相同。因此，高氢气占比

的富燃燃气热物性对涡轮导叶换热特性的影响机制尚

不明确。

综上所述，目前已有较为可靠的常规涡轮导叶热冲

击过程寿命预测方法，并揭示了燃气组分对涡轮换热的

影响机制。但由于 ATR 发动机涡轮导叶起动过程和富

燃燃气物性的特殊性，其热冲击过程换热机制和疲劳特

性与常规涡轮存在差异，因此有必要开展富燃燃气热物
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性对涡轮叶片热冲击疲劳影响研究。本文结合导叶内

外壁工质流动状态，选取导叶压力面局部，并将其展开

等效为平板模型，分析富燃燃气环境下平板热冲击过程

温度及热应力随时间变化规律，探究冷气温度和厚度对

平板强度的影响机制，为 ATR 涡轮热疲劳设计提供理

论和技术支撑。

1 研究对象及求解方法

1.1 物理模型

ATR 发动机一级涡轮导向器由 38 个叶片组成。由

于导向器各叶片之间具有明显周期性特征，故将一级导

叶简化为单通道周期性结构。一级导叶无气膜孔，有前

后两个内冷腔室，冷气由轮毂处流入，从机匣处流出，如

图 1 所示。

为便于分析富燃燃气热物性对热冲击过程换热和

疲劳特性的影响机制，根据本文所研究的导叶流动换热

状态，可将其大致分为前缘、压力面和吸力面、尾缘 3 个

区域。前缘处燃气方向垂直于导叶壁面；压力面和吸力

面外壁处燃气方向与壁面平行；尾缘为燃气交汇处。本

研究在导叶吸力面无扰流柱区域选取微小单元，具体位

置如图 2（a）所示。由于该微小单元内导叶叶身可被

视为平板，因此得到平板模型。该平板模型仅考虑了厚

度方向的传热，忽略了高度方向和深度方向的传热，这

会对热平衡时间、内部温度梯度和热应力产生一定影

响，具体偏差将在 2.4 节“三维导叶热冲击数值模拟”中

进行分析。此外，导叶前缘和尾缘处因流动换热状态与

平板模型不同，难以通过平板模型获取富燃燃气环境下

的疲劳特性，因此这两个区域也将在 2.4 节中进行分析。

图 2（b）为平板模型。富燃燃气沿叶表流动，冷气从轮

毂流入，随后从机匣流出。为了模拟叶片工作环境，平

板右侧（红色）为燃气，沿 Y 轴负方向流动，温度为 T1，

对流换热系数为 h1；平板左侧 （蓝色）为冷气，流动方向

垂直纸面向外，温度为 T2，对流换热系数为 h2 ；O 点为

平板中点，A 点为冷气侧表面中点，B 点为燃气侧表面

中点，E 点为 AO 中点，F 点为 OB 中点。与导叶一致，

平板材料采用 K465 高温合金，根据文献 [12] 设置材料

参数。平板壁厚 2b 为 1 mm，初始时刻温度 T0 为 300 K，

两侧流体温度按照涡轮设计工况选取。 
1.2 模型求解

热冲击问题的求解既要考虑动力项的影响，又要考

虑热弹耦合项的影响，从而增加了求解难度。Boley等 [13]

引入耦合系数来探究耦合效应的影响。Takeuti 等 [14] 在

研究中发现，物体在极高温差下会出现急速变形，对温

度分布有很大影响，且在平板热冲击问题的研究中进一

步发现，热弹耦合效应对热冲击的影响强于惯性效应，

即热弹耦合项对热冲击问题所得结果准确性的影响大

于动力项的影响。因此，本研究考虑了控制方程中热弹

耦合项影响，忽略了动力项的影响，即采用拟静态方法

处理平板热冲击问题。国内外研究人员针对平板热冲

击问题已经提出了多种求解方法，而求解拟静态热弹耦

合问题最常用的方法是 Laplace 变换 [14–17]。本文的求

解方法参考了文献 [17]，此处仅列出基本方程、边界条

件及求解结果。

对于均质平板，不考虑动力项和内热源，热传导方

程为

λΔT = ρcpT + T β γij – ρ0 γ （1）
式中，λ为热导率；T为温度，ΔT为温度的增量；ρ为密度，

ρ0 为初始状态密度；cp 为比定压热容；β为应力的热力

系数；γ为应变，方程中 T β γij 被称为热弹耦合项，它的

图 1 导叶几何模型

Fig.1 Geometry of guide vane
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图 2 导叶简化示意图

Fig.2 Simplified schematic diagram of guide vane

（a）50%叶高剖面图 （b）平板模型
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存在使得热传导方程和热弹性运动方程必须耦合求解。

平板的拟静态热弹性方程为
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式中，u 为位移；v 为泊松比；e 为体积应变；α为 Lamé
弹性常数；f 为体力；a 为热膨胀系数；θ为过余温度；下

标 i 表示平板 x 方向 i 处。

平板的本构方程为

� �x
x

y z
v E

v v
u
x

vE
v v

w w aE
v

�
�

� �
�
�
�

�
� �

� �
�

( )

( )( ) ( )( )
( )

1

1 1 2 1 1 2 1 2

         � �x
x

y z
v E

v v
u
x

vE
v v

w w aE
v

�
�

� �
�
�
�

�
� �

� �
�

( )

( )( ) ( )( )
( )

1

1 1 2 1 1 2 1 2
 （3）

� y y

z
x

v E
v v

w
v w u

x
v

aE
�

�
� �

� �
�
�
�

�
�
�

�
�
�

�

�

�

�
�
�
�

�

�

�
�
�
�

�
( )

( )( )

1

1 1 2 1 1�� 2v
�

 （4）

� z z

y
x

v E
v v

w
v w u

x
v

aE
�

�
� �

� �
�
�
�

�
�
�

�
�
�

�

�

�

�
�
�
�

�

�

�
�
�
�

�
( )

( )( )

1

1 1 2 1 1�� 2v
�

 （5）
式中，δx、δy、δz 为 x、y、z 方向应力；E 为弹性模量；wy、

wz 为 y、z 方向热应变；ux 为 x 方向位移。

平板表面因强制对流换热所引发的热冲击属于第

三类边界条件，故初始条件和边界条件如下。

平板的热力学边界条件为
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式 （6）和 （7）中平板对流换热系数可根据文献 [18]
计算，即

Nu Re Re Re Prm c c� � �[ . . ( )]/ / / /0 664 0 0371 2 4 5 4 5 1 3 （8）
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lm
m�
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 （9）

式中，Nu 为努赛尔数，下标 m 表示平均值； Re 为雷诺数，

下标 c 表示临界值；Pr 为普朗特数；l 为平板长度。

假定板四周的位移不受限制，则有
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b
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平板初始时刻温度和位移边界条件为

θ|t = 0 = 0 （11）
ux|t = 0 = wy|t = 0 = wz|t = 0 =0 （12）
为便于求解，按照 Takeuti 等 [19] 的方法作无量纲变

换，得到无量纲热传导方程、热弹性方程和本构方程，以

及初始条件和边界条件。随后，求得无量纲热传导方程

的齐次解和非齐次解，即无量纲温度函数。对温度函数

进行积分可获得位移函数。根据温度函数、位移函数和

边界条件可解出方程组中参数，得到温度、位移和热应

力分布。应用留数定理进行逆变换，得到不同时刻平板

厚度方向上无量纲温度、位移和热应力表达式。由于函

数中含有无穷级数，本研究采用 MATLAB 进行编程求

解，通过二分法取级数前 n 项，得到无量纲温度、平板应

力和 x 轴方向位移的解析解。
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Hpn cos( pn) – (  p2
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式中，η为无量纲温度；δ为耦合系数；τ为无量纲时间；

H 为无量纲对流换热系数；P、R 由耦合系数和泊松比决

定；pn 和 Bn 由换热条件决定。

1.3 计算结果验证

为验证本文计算方法的有效性，使用本文计算方法

对文献 [20] 中平板模型进行求解，几何条件、初始条件

和边界条件均按文献给定。文献中平板材料为合金钢，

长宽比为 100，初始温度为 297.15 K，平板两侧均为燃气，

燃气温度为 1297.15 K，对流换热系数为 5000 W/（m2·K）。
表 1 给出了计算得到的平板中点温度与文献 [20] 中温

度，在温升过程前期温度偏差较大，10 s 时二者的相对

偏差为 1.55%，20 s 和 30 s 时二者的相对偏差极小，表

明本文的计算方法准确可靠。

2 结果与讨论

2.1 富燃燃气组分和热物性的影响

为明确富燃燃气热物性对平板热疲劳寿命的影响，

本节对比了富燃燃气环境下和贫燃燃气环境下平板温

表 1 平板中点温度对比

Table 1 Comparison of midpoint temperature of the flat plate

时刻/s 本文中温度/K 文献 [20] 中温度/K

10 792.7 780.4

20 1104.2 1104.8

30 1216.4 1215.3
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度和热应力随时间变化规律，以及两者的疲劳寿命。根

据涡轮进口温度压力，采用 ANSYS Chemkin 计算得到

富燃燃气与贫燃燃气组分，具体如表 2 所示。富燃燃气

主要组分为 H2 和 CO，与主要组分为 N2 的贫燃燃气明

显不同。

采用物性计算软件 REFPROP 计算得到的燃气热

物性如表 3 所示。可知，富燃燃气的定压比热、密度和

热导率显著区别于贫燃燃气，这是因为 H2 具有热导率

和定压比热容高、密度低的特点。根据表 3 可计算得到

富燃燃气与贫燃燃气的定压比热、密度、热导率和黏度

比值分别为 1.82、0.48、4.22 和 0.91。
为了在平板中模拟导叶对应区域的换热情况，调整

平板两侧流速 , 使冷气和富燃燃气的对流换热系数与

导叶所选区域内外壁面对流换热系数基本一致。此时

燃气流速和冷气流速分别为 150 m/s 和 18 m/s。将流

体物性、平板几何参数和流动参数代入式 （8）和式 （9），
获得平板表面平均对流换热系数，具体数值如表 4 所示。

可见，富燃燃气对流换热系数约为贫燃燃气的 2.24 倍。

平板表面平均对流换热系数与流体物性关系如式

（18）所示，可知，对流换热系数与密度、热导率和定压

比热呈正相关，与动力黏度呈负相关。由于富燃燃气的

热导率和定压比热大于贫燃燃气，密度小于贫燃燃气，

黏度与贫燃燃气相似。因此，富燃燃气对流换热系数高

于贫燃燃气。

hm ~ λ2/3 ρ1/3 Cp
1/3 μ–7/15 （18）

将换热系数代入式 （13）~ （15），求得不同时刻平

板温度、位移和热应力分布。取平板中心点和两侧表面

中点作温升曲线，如图 3 所示。可见，3 个典型位置富

燃环境下，平板温升速率和温度均高于贫燃环境，0.5 s
时两平板各点温度相差约 200 K，1 s 相差约 180 K，3 s
时相差约 108 K，且各点温差先增大后逐渐缩小。造成

上述现象的原因如下：根据式 （19），壁面热流密度 qw

受表面对流换热系数和流固温差影响，初始时刻具有更

高对流换热系数的富燃燃气壁面热流量更大，平板温升

速率加快、温度更高；随着流体和固体间温差缩小，热流

量降低，两种燃气环境下热流量差异缩小，平板温差减

小，但因富燃环境的总换热量更高，富燃平板的最终温

度高于贫燃平板。

qw = hm (Tf – Tw) （19）
式中：Tf 为燃气温度；Tw 为壁面温度。

若将 0.01 s 内温度变化量低于 0.1 K 视为基本达

到热平衡，根据平板温升曲线，富燃燃气环境下平板在

1.96 s 时基本达到热平衡，贫燃环境下平板在 2.94 s 基

本达到热平衡。由此可见，相同条件下，因富燃燃气平

板具有更高热流量和更快升温速率，其达到热平衡时间

相较于贫燃平板缩短了 1/3。
鉴于平板的温度分布直接决定热应力大小，针对两

种燃气环境下的平板两侧温差随时间变化情况展开分

析。因图 3 中平板在 1 s 内温度剧烈变化，故选择 0.1 s、
0.5 s 和 1.0 s 这 3 个时刻作平板沿厚度方向的温度分布，

如图 4 所示。其中横坐标对应平板厚度，纵坐标为温度，

X = 0 mm 处对应平板中点 O，曲线左侧端点对应平板冷

气侧 A 点，曲线右侧端点对应平板燃气侧 B 点，各点位

置示意图见图 2（b）。3 个时刻平板两侧温度和温差如

表 5 所示。可见，富燃环境下平板两侧温差更高，随着

换热的进行，其两侧温差逐渐减小，1 s 时与贫燃平板一

致。这是因为富燃燃气侧的高热流量，使其具有更快的

温升速率，导致其前期两表面温差和温度梯度高于贫燃

表 2 富燃燃气和贫燃燃气主要组分摩尔分数和质量分数

Table 2 Molar fraction and mass fraction of the main components 
of fuel-rich gas and lean-burn gas

参数 组分 摩尔分数/% 质量分数/%

富燃燃气

CH4 1.646 1.678

CO 46.742 83.362

CO2 0.294 0.824

H2 46.375 5.908

H2O 0.877 1.006

C 4.059 3.102

贫燃燃气

CO2 3.979 6.059

H2O 3.505 2.185

O2 15.162 16.783

N2 77.353 74.97

表 3 进口条件下燃气热物性

Table 3 Gas properties under inlet condition

参数
Cp/（×10–3 

J/（kg·K））
ρ/

（kg/m3）
λ/

（W/（m·K））
μ/

（×10–6 Pa/s）

富燃燃气 2.229 5.5389 0.373 41.899

贫燃燃气 1.223 11.459 0.0884 45.875

表 4 平板两侧对流换热系数

Table 4 Convection heat transfer coefficient on both sides of the plate

工质 对流换热系数/（W/（m2·K））

富燃燃气 13687

贫燃燃气 6110

氮气 1077
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平板。

为明确燃气物性对平板热应力的影响机制，针对平

板不同位置的热应力随时间变化情况展开详细分析，所

得结果如图 5 所示。其中，各点位置示意图如图 2（b）
所示。

从图 5 可知，两种燃气环境下平板热应力分布和典

型位置热应力变化的趋势基本相同：平板燃气侧热应力

高于冷气侧，表面热应力高于内部热应力；各点热应力

均在极短时间内达到峰值后逐渐降低并趋于稳定。这

是因为在热冲击过程中，平板燃气侧温度迅速升高，而

冷气侧升温速率相对较慢，厚度方向出现较大温度梯

度，热应力在短时间内达到峰值。之后平板内部温度呈

梯度降低，而热应力基本保持不变。值得注意的是，富

燃平板峰值热应力更高，峰值后热应力基本稳定时，富

燃平板各点热应力低于贫燃平板。

对比图 5 中相同燃气环境下平板表面热应力分布

曲线可知，燃气侧热应力高于冷气侧，富燃环境下 B 点

热应力约为 A 点的 1.78 倍。这是因为燃气侧温差大，

对流换热系数高，相同时间内热流量大，使得平板燃气

侧温升速率更高，该区域温度梯度高于冷气侧，温度梯

度越高热应力越大。

图 5 对比了不同燃气环境下平板各点峰值热应力。

富燃燃气与贫燃燃气下，A、E、O、F、B各点的峰值热应

力比值依次为 1.85、1.84、1.73、1.89、1.76。之后两燃气

环境下热应力比值虽然缩小，但在约前 1 s 内富燃燃气

下平板各点热应力始终高于贫燃燃气下平板各点热应

力。这是因为热应力大小受到平板温度梯度和材料力

学特性 （应力大小与弹性模量成正比，弹性模量随温度

升高而降低）两方面的影响。依据图 4，前 1 s 内富燃燃

气下平板温度梯度显著高于贫燃燃气下平板温差。虽

图 3 平板典型位置温升

Fig.3 Temperature rise at typical positions of the plate
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图 4 平板厚度方向温度分布

Fig.4 Temperature distribution in the plate thickness direction
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表 5 富燃平板和贫燃平板两表面温度和温差

Table 5 Temperature and temperature difference of plate surface 
under fuel-rich gas environment and lean-burn gas environment

参数 时间/s 燃气侧温度/K 冷气侧温度/K 两侧温差/K

富
燃
平
板

0.1 631 437 194

0.5 932 848 84

1.0 1046 991 55

贫
燃
平
板

0.1 486 370 116

0.5 726 653 73

1.0 866 811 55
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然此时平板温度较高，高温下平板各点对应的弹性模量

略低，但弹性模量改变对热应力的影响小于温度梯度差

异的影响，因此富燃燃气平板热应力高于贫燃平板。

由图 5 可见，1 s 后热应力曲线较为平缓，贫燃燃气

下各点热应力高于富燃燃气下相同位置的热应力。因

为根据图 4，此时两种燃气环境下平板温度梯度相同，

富燃燃气下平板温度高，弹性模量小，因此其热应力略

低于贫燃平板。

为明确燃气热物性对平板寿命的影响，引入Manson-
Coffin公式，即

�
�

�a

f

f f f� �
E

N Nb c( ) ( )2 2  （20）

式中，εa 为等效应变；σf 为疲劳强度系数；Nf 为循环数；εf

为疲劳塑性系数；上标 b 为疲劳强度指数；上标 c为疲劳

延性指数。

热冲击过程中平板所受载荷为非对称循环载荷，计

算寿命时需要对 S – N 曲线进行平均应力或平均应变的

修正。采用 Morrow 总应变修正模型计算叶片寿命，即
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E

N Nb c( ) ( )  （21）

式中，σm 为等效平均应力；∆εeq 为等效应变幅。

采用通用斜率法表示式 （21）中参量，将其转化为

循环寿命与应力、应变、拉伸强度和弹性模量的方程。

方程中的应力和应变可通过式 （14）和 （15）得到，拉伸

强度和弹性模量按照文献 [11] 中 K465 高温合金力学

特性插值设置。将平板温度和强度计算结果代入方程，

即可得到对应条件下的疲劳寿命。在本文给定的条件

下，富燃平板寿命为 25005 次，贫燃平板寿命为 36785
次，富燃燃气平板寿命仅为贫燃平板的 68%。这是因为

疲劳寿命取决于应力、应变和该温度下的强度极限与弹

性模量，即应力和应变越高，寿命越低；温度越高，强度

极限和弹性模量越低，寿命越低。富燃平板峰值热应力

约为贫燃平板的 1.8 倍；其温度同样高于贫燃平板，因

此富燃燃气的强对流换热导致的高峰值热应力和高温

缩短了平板的使用寿命。

总的来说，富燃平板热冲击前期面临高应力威胁，

后期材料力学性能被削减，使其在整个热冲击过程中均

面临比贫燃燃气平板更加严重的热疲劳问题。

2.2 冷气温度的影响

富燃燃气热物性使得平板燃气侧对流换热增强，温

升速率增大，内部温度梯度和热应力升高。因此燃气热

物性是决定平板寿命的因素之一。此外，冷气与燃气间

较大温差同样会影响平板厚度方向温度分布，从而影响

其热应力。因此，冷气与燃气间较高的温差也可能是削

弱富燃平板寿命的原因之一。为明确两侧流体温差对

平板温度和热应力的影响程度，本节在冷气温度为 300 
K、500 K、700 K 条件下对平板换热进行计算，计算方法

和边界条件与前述相同，本节不再赘述。

平板厚度方向的温度分布如图 6 所示。可见，3 种

冷气温度下富燃平板温度均高于贫燃平板的温度，且相

同燃气环境下的温度曲线分布较为紧密，而不同燃气环

境下的温度曲线间存在较大间隔。这说明在本研究选

取的冷气温度范围内，燃气组分对温度分布的影响强于

冷气温度对平板温度的影响。

沿平板厚度方向的热应力分布如图 7 所示。可见，

富燃燃气环境和贫燃燃气环境下均有 σ300 > σ500 > σ700，

σ300、σ500、σ700 分别为 300 K、500 K、700 K 冷气下热应力。

这是因为相同时刻两侧流体温差更大的平板具有较高

的温度梯度，而热应力大小与平板温度梯度呈正相关。

因此平板热应力大小与两侧流体温差呈正相关。

从图 7（a）可以看出，3 种冷气温度下富燃平板热应

力均高于贫燃平板。这说明此时燃气组分对热应力的影

响强于流体温差的影响。从图 7（b）和 （c）可以看出，0.5 

图 5 平板典型位置热应力变化

Fig.5 Stress change at typical positions of the plate
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s 时，σL–300 ≈ σR–500，σL–500 ≈ σR–700 ；1.0 s 时，σL–700 ≈ σR–700，

即相同冷气温度、不同燃气环境下平板热应力差逐渐缩

小。这说明热应力峰值过后，两侧流体温差对热应力的

影响强于燃气热物性。

综上，热冲击过程中，平板瞬态峰值热应力主要受

燃气组分影响，两侧流体温差为次要因素；而热应力峰

值后，两侧流体温差是决定平板热应力的主要因素。

2.3 平板厚度的影响

目前，在贫燃环境下平板厚度的选择已经形成较为

完善的流程，而富燃平板厚度的选取标准尚不明确。因

此，通过对不同厚度富燃平板和贫燃平板的疲劳特性进

行对比，获得了二者寿命的倍率关系，为富燃平板厚度

选取提供参考。平板厚度 2b 取 0.50 mm、0.75 mm、1.00 
mm、1.25 mm 和 1.50 mm，计算方法和边界条件与前述

相同。

图 8 为 5 种厚度平板中心点温升曲线。可以看到，

增大厚度对平板热平衡温度影响很小，但会显著影响其

温升速率。在厚度 0.5~1.0 mm 范围内，随厚度增加平

板中点温升速率升高，厚度大于 1.0 mm 后，继续增加厚

度对平板温升速率的影响不明显。

平板厚度对热应力的影响如图 9 所示。0.9 s 前，

增加平板厚度对降低热应力效果明显，之后不同厚度

平板热应力差距缩小。这是由于增加平板厚度能够延

缓平板内部导热过程，降低热应力增长速率，故换热前

期厚板热应力较低；虽然增加厚度对热平衡时的温度

梯度影响很小，但能够增强平板刚性，所以换热过程后

期不同厚度平板热应力差距缩小，但薄板热应力依旧

高于厚板。

对比相同时刻平板不同位置热应力，平板厚度增加

0.25 mm，冷气侧应力缩减比例约为燃气侧应力缩减比

例的 1.5~4 倍。这是由于厚度增加后，内部热量传递所

需时间延长，冷气侧温度梯度减小幅度更大，热应力缩

图 6 不同冷气温度下平板中心线温度分布

Fig.6 Temperature distribution on the plate centerline under 
different cooling temperatures
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图 7 不同冷气温度下平板中心线热应力分布

Fig.7 Stress distribution on the plate centerline under different 
cooling temperatures
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减比例更高。

综上，增加平板厚度能降低热应力，延缓峰值热应

力出现时间，但过大的厚度会增加重量。因此，需要选

取相对合理的平板厚度。

为选择合适的厚度，开展了富燃平板与贫燃平板寿

命对比分析，寿命计算方法与 2.1 节相同，对比结果如

图 10 所示。以图 10 中黑线为例，将厚度 0.50 mm、0.75 
mm、1.00 mm、1.25 mm 和 1.50 mm 的富燃平板，与厚度

0.50 mm 贫燃平板进行厚度对比，二者的比值即为横坐

标的厚度比；将以上 5 种厚度富燃平板的寿命与 0.50 
mm 贫燃平板进行寿命对比，二者的比值即为纵坐标的

寿命比。在本研究燃气和平板条件下，按富燃平板厚度

值由小到大，富燃和贫燃平板二者寿命比依次为 0.66、
0.67、0.68、0.73、0.73。若将 0.5 mm 富燃平板厚度增大

1 倍，即平板厚度增加至 1 mm，其寿命为 0.5 mm 贫燃

平板寿命的 0.86 倍。将 0.75 mm 和 1.00 mm 的富燃平

板厚度增加 1 倍，其寿命分别变为 0.75 mm 和 1.00 mm
贫燃平板寿命的 0.91 倍和 1.07 倍。因此，随厚度增大，

燃气热物性对疲劳寿命影响减弱，富燃平板与同寿命贫

燃平板厚度差缩小。

2.4 三维导叶热冲击数值模拟

2.4.1 研究对象及求解方法

为了分析平板模型所得规律在涡轮导叶上的适用

性，将对相同条件下 ATR 发动机涡轮导叶三维热流耦

合模拟结果与平板模型计算结果进行对比。

导叶三维热流耦合计算采用 Workbench 软件。首

先采用 CFX 进行瞬态热流耦合计算，再将结果导入

Static Structural 模块进行应力分析。常温环境下，将稳

态计算结果作为瞬态计算的初值，随后将进口温度升高

至设计温度进行瞬态计算，最后对不同时刻的导叶温度

场进行应力分析，并利用 2.1 节中方法求得疲劳寿命。

由于导叶模型相对复杂，故采用非结构化网格，流

体近壁第一层网格高度为 1 μm，增长率为 1.2，层数为

15，总网格数为 200 万、395 万和 570 万。当网格数为

395 万和 570 万时，叶表平均压力和温度的相对偏差均

小于 0.1%。因此，为了方便计算并保证准确性，网格数

取 395 万，其中主流网格 177 万，冷气网格 94 万，导叶

图 8 不同厚度平板中心点温升

Fig.8 Temperature rise at different center of the plate with different 
thinness

b=0.50 mm
b=0.75 mm
b=1.00 mm
b=1.25 mm
b=1.50 mm

0.5 1.0 1.5 2.0 2.5 3.00
时间/s

1100

1000

900

800

700

600

500

400

300

温
度

/K

图 10 两种燃气环境下的厚度比 – 寿命比曲线

Fig.10 Thickness ratio-lifetime ratio curves under two gas 
environments
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图 9 不同厚度平板等效热应力分布

Fig.9 Equivalent thermal stress distribution of the plate with 
different thickness

0.3 s
0.6 s
0.9 s
1.2 s
1.5 s

0.3 s
0.6 s
0.9 s
1.2 s
1.5 s

1600

1500

1400

1300

1200

1100

1000

1700

热
应

力
/ M

Pa

1600

1400

1200

1000

800

600

200

400

热
应

力
/ M

Pa

0.60.4 1.00.8 1.41.2 1.6
厚度/mm

（a）燃气侧中点

0.60.4 1.00.8 1.41.2 1.6
厚度/mm

（b）冷气侧中点



144 航空制造技术·2025年第68卷第20期

研究论文 RESEARCH

网格 124 万。

导叶材料为 K465，主流分别为相同温度和压力下

的富燃燃气和贫燃燃气，冷气为氮气。固体和流体的热

物性参数均与前文平板模型中参数保持一致。

计算模型如图 11 所示。主流进口为总温总压边界

条件，进口总温为 1200 K，出口为静压边界；冷气进口

为总温总压边界，出口为流量边界。固体域两侧和主流

道两侧采用周期性边界条件，交界面网格连接方式为

GGI。导叶的热流耦合计算工况为设计工况，因前文平

板流动参数是在设计工况下从导叶局部提取得到的，故

平板与导叶工况一致。湍流模型采用 SST 湍流模型。

根据文献 [3]，时间步长选为 0.5 s。
为便于对比平板与导叶对应位置热冲击过程换热

和强度变化规律的异同，在导叶吸力面 50% 叶高处取

监测点，吸力面外壁面监测点命名为 SS1，内壁面监测点

命名为 SS2。该位置与从导叶上提取平板模型的位置相

同，故导叶 SS1 点对应平板燃气侧中点 B，导叶 SS2 点对

应平板冷气侧中点 A。此外，为探究富燃环境下导叶其

他位置热冲击过程的换热和强度特征，在导叶前缘、压

力面和尾缘 50% 叶高处取 5 个监测点。前缘外壁面监

测点命名为 LE1，前缘内壁面监测点命名为 LE2；压力面

外壁面监测点命名为 PS1，压力面内壁面监测点命名为

PS2；尾缘外壁面监测点命名为 TE1。各测点位置如图 
12 所示。

2.4.2 温度分析

表 6 给出了 B 点和 SS1 点的对流换热系数。可以

看出，在两种燃气环境下，B 点对流换热系数均略低于

SS1 点对流换热系数。导致偏差的原因是平板模型中采

用式 （8）和式 （9）计算得到表面平均对流换热系数，该

公式适用于外掠平板模型，而导叶吸力面为弯曲状态，

其流动状态与平板存在差异。但是根据表 6 中的数据，

富燃环境下，B 点和 SS1 点对流换热系数的相对偏差为

10%；贫燃环境下，B 点和 SS1 点对流换热系数的相对偏

差为 6%，两模型所得对流换热系数的偏差在可接受范

围内。

图 13 给出了 SS1 点和 SS2 点的温升曲线，并分别与

图 3 中 B 点和 A 点的温升曲线进行比较。从图 13（a）
中可以看出，B 点和 SS1 点具有相似的温升特性。但是

B 点温升速率低于 SS1 点温升速率，3 s 时 B 点温度比

SS1 点温度低 6.5%。这是因为根据表 8 可知，SS1 点对流

换热系数高于 B 点对流换热系数，故 SS1 点温度高于 B
点的温度。

从图 13（b）中可知，A 点与 SS2 点温升特性相似。

前 1.2 s 内 A 点温升速率高于 SS2 点的温升速率，1.2 s
后 A 点温度低于 SS2 点温度，3 s 时二者温度的相对偏差

为 4.1%。这是因为换热过程前期，A 点对流换热系数为

1077 W/（m2·K），SS2 点对流换热系数为 1153 W/（m2·K），

SS2 点较高的对流换热系数使其冷却效果优于 A 点；换

热过程后期，因该位置叶表温度高于平板燃气侧温度，热

量沿厚度方向传递到内壁面，导致 SS2 点温度高于 A 点。

此外，根据图 13 中曲线斜率可知，3 s 内 A 点和 B
点已经达到热平衡，而 SS1 和 SS2 点尚未达到热平衡。

这是因为平板仅考虑了厚度方向的传热，而导叶中还涉

及径向和轴向传热，所以导叶吸力面对应位置需要更长

的时间来达到热平衡。

图 14 给出了导叶前缘、压力面和尾缘外壁面 3 个

监测点温升曲线。可以看出，对于导叶外壁面，前 1 s 内

温升速率从大到小为 TE1 点、LE1 点、PS1 点，根据曲线

图 11 导叶计算模型

Fig.11 Guide vane model for CFD
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图 12 导叶监测点位置示意图

Fig.12 Schematic diagram of monitoring point locations for 
guide vane 
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表 6 平板和导叶对应位置的对流换热系数

Table 6 Convection heat transfer coefficient of the plate and guide 
vane corresponding locations

位置 对流换热系数/（W/（m2·K））

平板富燃燃气侧 B 点 13687

平板贫燃燃气侧 B 点 6110

富燃导叶吸力面 SS1 点 15268

贫燃导叶吸力面 SS1 点 6497
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斜率的变化，3 s 内 TE1 点达到热平衡，而 LE1 点和 PS1

点尚未完全达到热平衡。这是因为本文研究的导叶尾

缘处无内冷结构，所以尾缘升温快，率先达到热平衡，前

缘因直接受到燃气冲击使外换热增强，其温升速率高于

PS1 点温升速率。

图 15 给出了导叶前缘和压力面内壁面 2 个监测点

温升曲线。可以看出，对于导叶内壁面，前 1 s 内 LE2 点

和 PS2 点温升曲线基本重合，之后 LE2 点温升速率低于

PS2 点温升速率。这是因为前缘内壁面布置了数个凸圆，

增强了内换热，使其温升速率和温度均低于 PS2 点的温

升速率和温度。

2.4.3 热应力分析

图 16 给出了 SS1 点和 SS2 点热应力随时间变化曲

线，并分别与 B 点和 A 点热应力随时间的变化曲线进行

对比。可以看出，SS1 点热应力高于 SS2 点热应力，这与

平板得到的燃气侧热应力高于冷气侧热应力的结果相

同，并且平板所得热应力达峰时间和变化规律与导叶对

应位置的热应力变化情况相同。从具体数值上看，SS1

图 13 平板和导叶对应位置温升

Fig.13 Temperature rise of the plate and guide vane corresponding 
locations
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图 14 导叶其他典型位置外壁面温升

Fig.14 Temperature rise at other typical positions of the guide vane
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图 15 导叶其他典型位置内壁面温升

Fig.15 Temperature rise at other typical positions of the guide vane

时间/s

1200

1000

800

600

400

200
温

度
/K

0.50 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0

LE2点
PS2点

图 16 平板和导叶对应位置热应力变化对比

Fig.16 Comparison of thermal stress changes at corresponding 
positions of the flat plate and guide vane
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点峰值热应力和 B 点峰值热应力的相对偏差为 2.4%，3 
s 时 SS1 点热应力为 B 点热应力的 2.6 倍；SS2 点峰值热

应力和 A 点峰值热应力的相对偏差为 12.5%，3 s 时 SS2

点热应力为 A 点热应力的 1.6 倍。因为依据图 13 所示，

前 0.5 s 内 SS1 点温度高于 B 点温度，SS2 点温度低于 A
点温度，使得平板厚度方向温度梯度略微高于导叶对应

位置厚度方向温度梯度。由表 6 和表 7 可知，在 3 s 时，

吸力面 SS 位置内外壁面温差为 76 K，而平板两侧温差

为 55 K，此时平板厚度方向温度梯度低于导叶对应位

置厚度方向温度梯度。而热应力大小与温度梯度的高

低呈正相关，故平板热应力低于导叶对应位置热应力。

图 17 给出了导叶前缘、尾缘和压力面外壁面 3 个

监测点的热应力随时间变化曲线。可以看出，LE1 点和

PS1 点热应力随时间的变化均呈现先迅速增加、后逐渐

减小的变化规律，而 TE1 点热应力随时间的变化则呈现

先逐渐增加到最大值、后略微下降的变化规律。这是因

为受燃气和冷气温差的影响，初始时刻 LE 位置和 PS 位

置内外壁面有较大温差，但随着导叶温度升高，这两处沿

厚度方向的温差缩小，因此这两处的热应力先急剧增大、

后逐渐降低。而尾缘无冷气，该处虽然温度高，但各点温

差和温差随时间的变化小，故热应力变化较为缓慢。

2.4.4 寿命对比

2.3 节中通过增加平板厚度分析了厚度对平板热疲

劳寿命的影响，但增加导叶厚度会改变主流流场，大幅

减小导叶厚度会改变冷气流场，故将壁厚 1.00 mm 的导

叶减薄至 0.5 mm、0.6 mm、0.7 mm、0.8 mm 和 0.9 mm。

同时为了便于对比，将1.0 mm的平板减薄至0.5 mm、0.6 
mm、0.7 mm、0.8 mm 和 0.9 mm。

图 18 给出了以 0.5 mm 壁厚为基准的导叶 SS 位置

厚度比 – 寿命比曲线，并将其与图 10 中以 0.5 mm 壁厚

为基准的平板厚度比 – 寿命比曲线进行对比。以图 18
中 bSS 为例，将壁厚 0.5 mm、0.6 mm、0.7 mm、0.8 mm 和

0.9 mm 和 1.0 mm 的富燃导叶 SS 位置与壁厚为 0.5 mm
贫燃导叶 SS 位置进行厚度对比，二者的比值即为横坐标

的厚度比；以上 6 种厚度富燃导叶 SS 位置的寿命与 0.5 
mm 贫燃导叶 SS 位置的寿命进行对比，二者的比值即为

纵坐标的寿命比。可以看出，代表平板的黑线和代表导

叶 SS 位置的红线走势一致，在同厚度比下，二者寿命比

的最大相对偏差为 3.1%。

为了明确以上结论在其他壁厚下同样具有适用性，

将平板和导叶 SS 位置厚度的变化范围均设为 0.7~1.0 
mm，间隔为 0.1 mm，对比分析以 0.7 mm 壁厚为基准的

导叶 SS 位置厚度比 – 寿命比曲线和以 0.7 mm 厚度为

基准的平板厚度比 – 寿命比曲线，对比结果如图 19 所

示。可以看出，以 0.7 mm 平板为基准的黄线和以导叶

SS 位置 0.7 mm 壁厚为基准的绿线的走势一致，且在同

厚度比下，二者寿命比的最大相对偏差小于 2%。因此，

平板所得的厚度比 – 寿命比规律能够为导叶吸力面壁

厚的选择提供参考。

图 17 导叶其他典型位置热应力变化对比

Fig.17 Comparison of thermal stress changes at other typical 
positions of guide vane

时间/s

1000

800

600

400

200

0

法
向

应
力

/M
Pa

0.50 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0

LE1点
PS1点
TE1点

图 18 0.5 mm 平板和导叶对应位置的寿命比

Fig.18 Life ratio of 0.5 mm plate and guide vane corresponding 
positions 
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Fig.19 Life ratio of 0.7 mm plate and guide vane corresponding 
positions 
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综上，从平板中推导出的富燃燃气对热冲击过程

换热和强度特性影响规律，以及富燃环境与贫燃环境

的厚度比 – 寿命比倍率规律在涡轮导叶吸力面处具有

适用性。

3 结论

本文基于热弹耦合理论揭示了富燃燃气热物性对

平板热冲击过程换热、强度和疲劳特性的影响机制，探

讨了冷气温度和平板厚度对热冲击过程温度、热应力和

寿命的作用规律，为服役于富燃燃气环境下涡轮导叶的

冷气温度和壁厚的选取提供了参考。主要结论如下。

（1）采用自携带高温低压氮气冷却的富燃平板因

燃气侧含较高比例高定压比热/热导率氢气，导致富燃

燃气的对流换热系数显著高于相同条件的贫燃燃气，加

之冷气侧高温低压氮气对流换热系数降低，与相同条

件的贫燃平板相比，富燃平板热冲击过程内部温度梯度

增大，高温和大温度梯度条件导致其峰值热应力提升

80%，寿命缩短 32%。

（2）调整冷气温度能显著改变平板热平衡温度，但

对平板温升速率影响微弱。热冲击过程中，瞬态热应力

主要受两侧流体温差和流体物性影响，燃气组分是平板

峰值热应力的主要决定因素，峰值后平板热应力大小主

要由两侧流体温差决定。

（3）随着平板厚度的增加，燃气热物性对平板热应

力和寿命的影响逐渐减小。因此，为达到相同的寿命，

富燃燃气环境下平板厚度需大于贫燃燃气环境下的平

板厚度，且随厚度增加，富燃平板厚度增大倍率缩小。

（4）通过导叶三维热流耦合数值模拟可知，平板模

型所得规律在导叶对应位置具有适用性；导叶三维数值

仿真结果表明，导叶前缘、压力面和吸力面中部热应力

变化规律均呈现先迅速增大至峰值、后逐渐减小的变化

规律，前缘因直接受到燃气冲击，导致其热应力高于压

力面和吸力面中部；导叶尾缘因无冷却，造成其热应力

呈现先逐渐增加到最大值、后略微下降的变化规律。
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