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离心压气机循环机匣的流动控制及优化研究
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摘　 要:为了扩大离心压气机的稳定工作范围ꎬ在标准大气工况下ꎬ针对压比为 ４. ８ 的离心压气机展开研究ꎮ 通过

ＡＮＳＹＳ ＣＦＸ 计算对比了光滑壁面(ＳＷ)、无叶循环机匣(Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ)和负预旋叶片循环机匣(Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ)离心压

气机的流场及流动特性ꎮ 结果表明:循环机匣(ＲＣＴ)可有效减小低叶高区域的入射角ꎬ通过循环流与主流的掺混

提高了叶顶区域的流量承载能力ꎬ降低了叶顶载荷ꎬ从而抑制了激波与叶尖泄漏涡及通道涡的相互作用ꎻ相较于

ＳＷꎬＲＣＴ 使压气机的质量流量范围扩大了 ５％ ~７％ ꎻＶａｎｅｄ ＲＣＴ 进一步增强了对叶尖泄漏涡及通道涡堵塞区的抽

吸作用ꎬ缓解了强逆压梯度造成的吸力面流道堵塞ꎻ在 Ｖａｎｅｌｅｓｓ 的基础上ꎬＶａｎｅｄ ＲＣＴ 使压气机的最大压比增大了

４. ３％ ꎬ质量流量范围扩大了 ２％ ꎻ循环机匣引起的流动分离与掺混产生了额外熵产ꎬ降低了同流量下的压升能力ꎮ
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引　 言

离心压气机常因喘振或失速现象导致其稳定工

作范围受限ꎬ随着航空发动机对高负荷、宽工况范围

需求的提升ꎬ这一问题在发动机高转速、高增压比的

运行条件下尤为突出ꎬ成为制约其效率与安全性的

关键瓶颈ꎮ 因此ꎬ如何有效扩展离心压气机的稳定

工作裕度ꎬ成为提升发动机综合性能的核心研究方

向之一ꎮ
循环机匣处理(ＲＣＴ)因其结构简单且特性稳

定ꎬ被广泛应用于离心压气机ꎮ Ｆｉｓｈｅｒ[１] 首次在涡

轮增压器和多级压气机中引入了 ＲＣＴ 的概念ꎬ在采

用 ＲＣＴ 后ꎬ失速流量降至光滑壁面(ＳＷ)离心压气

机的 ７０％ ~８０％ ꎮ 此后ꎬ大量研究探讨了 ＲＣＴ 在离

心压缩机中的有效应用ꎮ 康剑雄等人[２ － ３]认为 ＲＣＴ
通过减小主流攻角、抑制叶片前缘失速分离来实现

的扩稳效果ꎮ 卜远远等人[４] 同样发现 ＲＣＴ 可减小

入射角ꎬ并且抑制了激波和间隙泄漏涡的相互作用ꎬ
从而推迟了失速的发生ꎮ Ｚｈｅｎｇ 等人[５] 通过计算流

体动力学(ＣＦＤ)模拟提出ꎬ下游循环槽的宽度和位

置是影响机匣处理性能的关键几何参数ꎮ Ｔａｍａｋｉ[６]

认为ꎬ激波与循环槽的相对位置决定了循环槽的效

果ꎬ只有当循环槽位于吸力面激波上游时ꎬＲＣＴ 的

扩稳效果才达到最优ꎮ Ｌｉｕ 等人[７] 的研究也证实了

当循环槽位于激波与叶尖泄漏涡交界处时ꎬＲＣＴ 可

以有效抑制激波与叶顶涡系的相互作用ꎬ从而扩大

稳定工作范围ꎮ 另外ꎬ其研究发现通过加入导流叶

片可以进一步增强 ＲＣＴ 的扩稳效果ꎮ Ｓｉｖａｇｎａｎａ￣
ｓｕｎｄａｒａｍ 等人[８ － ９]和 Ｐａｒｋ 等人[１０] 在自循环机匣处

理的基础上ꎬ通过在机匣中布置预旋导叶改善了流

场ꎬ在全工况下扩大了稳定工作范围ꎮ Ｃｈｅｎ 等

人[１１]认为 ＲＣＴ 的优化效果是由叶片载荷和循环机

匣引起的流动损失共同作用的结果ꎬ负预旋导叶可

增加叶片载荷从而提高稳定效果ꎮ Ｔａｍａｋｉ[１２] 将带

有负预旋导叶的循环机匣装置应用于 ５. ７ 高压比离

心压气机中ꎬ研究表明负预旋导叶能够进一步增强

循环机匣的扩稳效果ꎮ Ｙａｍａｇｕｃｈｉ 等人[１３]研究发现

负预旋导叶在叶轮入口处引入的负旋流提高了离心

压气机的稳定性ꎮ 文献[１２ － １３]一致认为ꎬ叶轮载

荷系数的增加是其提高稳定性的主要因素ꎮ Ｃｈｒｉｓ￣
ｔｏｕ 等人[１４] 发现ꎬ抽吸作用和循环流的负预旋是离

心压气机实现更大稳定工作范围的关键因素ꎮ 田红

艳等人[１５]通过优化循环机匣中的导叶角度进一步

提高了机匣装置的扩稳效果ꎮ
综上可知ꎬ目前针对循环机匣(ＲＣＴ)的研究包

括 ＲＣＴ 影响机制、结构参数(循环槽的位置、宽度)
的最优化选取及有叶循环机匣的设计研究ꎬ其中ꎬ负
预旋叶片循环机匣(Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ)因其更优越的性能

逐渐成为重点研究方向[７ － １５]ꎮ 尽管已有关于 ＲＣＴ
优化的研究ꎬ但现有文献大多未深入分析 Ｖａｎｅｄ
ＲＣＴ 的流场特性及其流动控制规律ꎮ 本文通过对

比 ＳＷ、Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 及 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 离心压气机的流

场ꎬ深入探究 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 在流动控制方面的机制ꎬ
特别是对流场结构、气动性能及流动稳定性等方面

的改善效果ꎬ为未来离心压气机的设计和优化提供

了新的理论依据和设计思路ꎮ

１　 数值计算

１. １　 数值仿真模型

图 １ 为本文所研究的离心压气机主要部件及循

环机匣设计参数ꎮ 图中 ０ ~ ４ 分别为计算域入口、叶
轮入口、叶轮出口、扩压器入口和计算域出口ꎮ 由图

１ 可知ꎬ离心压气机包括入口段、叶轮、循环机匣、有
叶扩压器和轴向扩压器ꎮ Ｒ１Ｓ为叶轮入口处机匣半

径ꎬＲ２ 为叶轮出口半径ꎬＲ３ 为有叶扩压器入口半

径ꎮ 离心压气机的结构参数及设计点性能参数如表

１ 所示ꎮ ＲＣＴ 的结构尺寸均由离心叶轮的轴向长度

Ｈ 进行归一化处理ꎮ

图 １　 离心压气机主要部件及循环机匣设计参数

Ｆｉｇ. １ Ｃｅｎｔｒｉｆｕｇａｌ ｃｏｍｐｒｅｓｓｏｒ ｍａｉｎ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔｓ ａｎｄ

ｒｅｃｉｒｃｕｌａｔｉｏｎ ｃａｓｉｎｇ ｄｅｓｉｇｎ ｐａｒａｍｅｔｅｒ

􀅰２１􀅰
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表 １　 离心压气机结构参数及设计点性能参数

Ｔａｂ. １ Ｃｅｎｔｒｉｆｕｇａｌ ｃｏｍｐｒｅｓｓｏｒ ｇｅｏｍｅｔｒｉｃ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ

ａｎｄ ｄｅｓｉｇｎ ｐｏｉｎｔ ｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ

参　 数 数　 值

主叶片数 １３

分流叶片数 １３

叶顶间隙 / ｍｍ ０. ２

后弯角 / ( °) ２０

Ｒ１Ｓ / Ｒ２ ０. ６８

叶片扩压器数 ２１

Ｒ３ / Ｒ２ １. ４１

轴向扩压器数 ４８

设计点总压比 ４. ８

叶顶相对马赫数 １. ４

本文中的数值结果通过 ＡＮＳＹＳ ＣＦＸ 商业软件

计算所得ꎮ 基于 ｋ － ω － ｂａｓｅｄ ｂａｓｅｌｉｎｅ (ＢＳＬ)模型

具有更稳定的收敛性以及计算结果更准确[１６ － １７〗ꎬ选
取其进行湍流计算ꎮ 壁面设定为绝热无滑移ꎬ依据

文献[１８]的研究结果ꎬ将轮廓平均算数粗糙度 Ｒａ
转换成等效砂粒粗糙度 ＫＳꎬ粗糙度设定为 ＫＳ ＝ ６. ２ꎬ
Ｒａ ＝ ９. ９２ μｍꎮ 入口条件设定总压为 １０１. ３２５ ｋＰａ、
总温为 ２８８. １５ Ｋ、无预旋进口条件ꎬ出口设定为平

均静压条件ꎮ
１. ２　 网格无关性验证

根据文献[１９]提供的网格无关性验证方法选取

１８８ 万、４２０ 万和 ９９０ 万进行计算ꎮ 各网格边界层数

均为 ２０ 层ꎬ第一层网格高度设定为 １. ５ × １０ －６ｍꎬ网
格数量的差异取决于边界层外的网格[２０]ꎮ 总压比

ＴＰＲ 及绝热效率 η 的计算公式如下:
ＴＰＲ ＝ ｐｔ４ / ｐｔ０ (１)

η ＝
(ｐｔ４ / ｐｔ０)

γ－１
γ － １

Ｔｔ４ / Ｔｔ０ － １ (２)

式中:ｐｔ—总压ꎻＴｔ—总温ꎻ下标 ０ꎬ１ꎬ２ꎬ３ꎬ４—计算域

入口、叶轮入口、叶轮出口、扩压器入口和计算域出

口ꎻγ—绝热指数ꎬ为 １. ４ꎮ
网格收敛性指数的计算式如下:

ＧＣＩ ＝
１. ２５ｅａ
ｒｐ － １

(３)

式中:ｒ—网格细化因子ꎻ上标 ｐ—相关阶数ꎻｅａ—近

似相对误差ꎬ具体计算式见文献[１９]ꎮ
总压比和绝热效率的网格收敛性指数(ＧＣＩ)的

计算结果如表 ２ 所示ꎮ ＧＣＩ１２和 ＧＣＩ２３分别表示通过

网格 １ 和网格 ２ 以及网格 ２ 和网格 ３ 计算得到的收

敛性指数ꎮ 由表 ２ 可知ꎬ当网格数达到 ４２０ 万时ꎬ再
继续提高网格数量对于计算精度的提升并不明显ꎬ
综合考虑计算时间及准确性ꎬ依据文献[２０]的 ＧＣＩ
判据结论ꎬ选取 ４２０ 万作为最终的计算网格ꎬ如图 ２
所示ꎮ

表 ２　 网格无关性验证

Ｔａｂ. ２ Ｇｒｉｄ ｉｎｄｅｐｅｎｄｅｎｃｅ ｖｅｒｉｆｉｃａｔｉｏｎ

网格 网格数 / 万 总压比 ＧＣＩ / ％ 绝热效率 ＧＣＩ / ％

１ １８８ － －

２ ４２０ ＧＣＩ１２ ＝ ０. ６６ ＧＣＩ１２ ＝ １. ８９

３ ９９０ ＧＣＩ２３ ＝ ０. ４１ ＧＣＩ２３ ＝ １. ３３

　 　 注:表中“ － ”表示无数据ꎮ

图 ２　 用于 ＣＦＤ 计算的流体域网格 ２
Ｆｉｇ. ２ Ｃｏｍｐｕｔａｔｉｏｎａｌ ｄｏｍａｉｎ ｇｉｒｄ Ⅱ ｕｓｅｄ ｆｏｒ

ＣＦＤ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ

１. ３　 可靠性验证

光滑壁面(ＳＷ)在不同折合转速 Ｎｃ下的数值计

算结果及试验数据如图 ３ 和图 ４ 所示ꎮ 质量流量及

总压比均采用设计点参数进行归一化处理ꎬ全流道

网格采用单流道网格周期性旋转获得ꎮ 由图 ３ 和图

４ 可知ꎬ在 １００％Ｎｃ 转速下ꎬ等流量下数值仿真与试

验所获得的总压比和等熵效率值相近ꎬ质量流量 －
总压比曲线和质量流量 －等熵效率曲线的变化趋势

相同ꎮ 在其他转速下ꎬ数值仿真与试验结果同样具

有较高的匹配度ꎮ 然而ꎬ因忽略了进气机匣支板及

叶轮背腔等因素ꎬ导致计算数据与试验数据具有一

定差异ꎮ 总的来说ꎬ可通过单通道数值计算进行下

一步分析ꎮ
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图 ３　 ＣＦＤ 计算及试验获得的压气机质量流量 －压比曲线

Ｆｉｇ. ３ Ｃｕｒｖｅ ｏｆ ｃｏｍｐｒｅｓｓｏｒ ｍａｓｓ ｆｌｏｗ ｒａｔｅ ｖｓ. ｐｒｅｓｓｕｒｅ

ｒａｔｉｏ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｆｒｏｍ ＣＦＤ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ

ａｎｄ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｒｅｓｕｌｔｓ

图 ４　 ＣＦＤ 计算及试验获得的压气机质量流量 －

等熵效率曲线

Ｆｉｇ. ４ Ｃｕｒｖｅ ｏｆ ｃｏｍｐｒｅｓｓｏｒ ｍａｓｓ ｆｌｏｗ ｒａｔｅ ｖｓ. ｉｓｅｎｔｒｏｐｉｃ

ｅｆｆｉｃｉｅｎｃｙ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｆｒｏｍ ＣＦＤ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ

ａｎｄ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｒｅｓｕｌｔｓ

２　 结果及分析

２. １　 ＲＣＴ 对叶轮前缘进口流场的影响

图 ５ 为 ＳＷ、无叶循环机匣处理(Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ)
和负预旋叶片循环机匣(Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ)的模型及全周

流体域ꎮ 结合图 ３ 中 ３ 种结构在 １００％ 转速下的流

量 － 压比特性可知ꎬＶａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 以牺牲压气机部

件的压升能力为代价ꎬ将离心压气机的质量流量范

围扩大 ５％ ꎻ而 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 则使质量流量范围进一

步扩大了 ２％ ꎬ并同时将压气机的最大总压升能力

即最大压比提高 ４. ３％ ꎮ 质量流量范围 Ｍｗ的定义

式为:

Ｍｗ ＝ (ｍｃ － ｍｓ) / ｍｃ × １００％ (４)
式中:ｍｃꎬｍｓ—堵塞点流量和近失速点的质量流量ꎮ

图 ５　 ３ 种不同结构的模型及流体域

Ｆｉｇ. ５ Ｔｈｒｅｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｍｏｄｅｌｓ ａｎｄ

ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ ｆｌｕｉｄ ｄｏｍａｉｎｓ

图 ６ 为 ３ 种结构在 ＳＷ 近失速点(ＳＷ￣ＮＳ)质量

流量下叶轮前缘处相对入射角 β、相对轴向速度 Ｗａ

和相对周向速度 Ｗｕ 沿归一化叶高的分布曲线ꎬ各
参数定义如图 ６ 中的速度三角形示意图所示ꎬＵ 为

圆周速度ꎬＣ 为绝对速度ꎮ 除特别指明质量流量以

外ꎬ本文研究算例的质量流量均为 ＳＷ￣ＮＳꎮ 由图 ６
可知ꎬ在叶轮前缘处ꎬＶａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 和 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 引

起的循环流占据了主流的流通面积ꎬ使得受循环流

影响叶高范围外ꎬ即 ８６％或 ９０％叶高以下的气流密

流增大ꎬ增大了叶轮前缘处的轴向速度ꎬ但对周向速
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度未造成显著影响ꎮ 综合结果为ꎬ循环流降低了

８６％或 ９０％ 叶高以下的进口入射角ꎮ 叶顶区域主

流受循环流的预旋效应影响ꎬＶａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 内的流

体经过导风轮后具有正预旋速度ꎬ与主流掺混后使

主流的正预旋速度增大ꎬ相对周向速度减小ꎮ 而

Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 的加入使得 ＲＣＴ 内的气流转变为反预

旋ꎬ增加了叶顶主流的相对周向速度ꎮ 因为循环流

的动量较低ꎬ主流与其掺混后轴向速度降低ꎬ导致叶

顶气流的进口入射角增大ꎬ并且ꎬ反预旋循环流使

Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 在叶顶区域具有更大的相对入射角ꎮ

图 ６　 ＳＷ￣ＮＳ 流量下叶片前缘处相对入射角及

相对速度沿叶高分布

Ｆｉｇ. ６ Ｒｅｌａｔｉｖｅ ｉｎｃｉｄｅｎｃｅ ａｎｇｌｅ ａｔ ｂｌａｄｅ ｌｅａｄｉｎｇ ｅｄｇｅ

ａｎｄ ｒｅｌａｔｉｖｅ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎｓ ａｌｏｎｇ ｂｌａｄｅ

ｓｐａｎ ａｔ ＳＷ￣ＮＳ ｍａｓｓ ｆｌｏｗ ｒａｔｅ

图 ７ 为周向平均后的子午面总温分布云图ꎮ 因

循环流带有导风轮输入的轮缘功ꎬ通过进口叶顶范

围内总温的变化可以判断循环流对于主流的影响范

围[３]ꎮ 由图 ７ 可知ꎬ相对于 Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴꎬ Ｖａｎｅｄ
ＲＣＴ 循环流的影响范围增大了 ３. ５％相对叶高ꎮ 文

献[２ － ４]认为ꎬ循环机匣通过降低叶顶区域的入射

角提高了压气机的稳定工作裕度ꎬ但是本文发现的

现象与之不同ꎬ即叶顶前缘入射角和稳定裕度同时

增大ꎮ 这是因为循环流掺混造成叶顶区域总温升

高ꎬ该区域的折合转速下降ꎬ从而使叶顶允许的最小

流量降低ꎬ导风轮处于稳定流动状态ꎮ 同时ꎬ因为循

环流动及主流掺混造成的总压损失ꎬ也导致折合流

量增大ꎮ 但这似乎并不是流量范围增大的唯一原

因ꎮ 相较于 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴꎬＶａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 对主流叶高

的影响范围小ꎬ循环流的能量更集中ꎬ导致 Ｖａｎｅｌｅｓｓ

ＲＣＴ 叶顶区域的总温更高ꎬ然而ꎬ其稳定工作范围

却小于 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴꎬ因此有必要对 ３ 种结构的流场

进行进一步分析ꎮ

图 ７　 沿周向平均的子午流道总温分布

Ｆｉｇ. ７ Ｔｏｔａｌ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎｓ ｉｎ ｃｉｒｃｕｍｆｅｒｅｎｔｉａｌｌｙ

ａｖｅｒａｇｅｄ ｍｅｒｉｄｉａｎ ｃｈａｎｎｅｌ

２. ２　 ＲＣＴ 对流通能力的影响

图 ８ 为沿流向截面的马赫数分布云图ꎬ通过对

相对马赫数进行附色来识别低能流动堵塞区的分布

状态ꎬ定义相对马赫数小于 ０. ３ 的区域为低能流动

堵塞区ꎮ 由图 ８ 可知ꎬ将首先出现低能流体的截面

轴向位置定义为堵塞区的起始点ꎬ与 ＳＷ 相比ꎬ
Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 和 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 使堵塞区起始点沿流向
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推后了 ５％Ｈꎬ即在循环槽之后出现低能流体区ꎬ改
善了导风轮的流动状态ꎮ 此外ꎬＶａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 和

Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 使流道内中部弦长处的堵塞区向吸力面

转移ꎬ缓解了黑圈处压力面附近的堵塞状态ꎮ

图 ８　 不同流向截面处马赫数分布云图

Ｆｉｇ. ８ Ｍａｃｈ ｎｕｍｂｅｒ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｃｏｎｔｏｕｒｓ ｏｎ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｓｔｒｅａｍｗｉｓｅ ｃｒｏｓｓ￣ｓｅｃｔｉｏｎｓ

　 　 在 ９９％叶高下选取 Ｃｉｒ１ 和 Ｃｉｒ２ 两条周向曲线ꎬ

具体位置见图 ８ 中的黑色实线标志ꎮ 提取了两条线

上沿周向角度的静压值 ｐ 及相对周向速度值 Ｗｕꎬ具

体分布如图 ９ 所示ꎮ 利用进口总压对静压 ｐ 进行无

量纲化处理ꎬ横坐标表示周向角度ꎬ其中 ０°代表压

力面(ＰＳ)ꎬ２７°代表吸力面(ＳＳ)ꎮ 由图 ９ 可知ꎬＣｉｒ１

位于循环槽之后ꎬ循环槽下游非叶顶区积蓄的轮缘

功在 Ｃｉｒ１ 轴向位置释放ꎬ此处叶顶载荷达到极大

值ꎬ突增了流道内吸力面至压力面的周向逆压梯度ꎬ

相对于 ＳＷ 和 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 堵塞区的周向位置提前了

２９％ ꎮ 由于 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 的负预旋流增大了导风轮

的叶顶载荷和逆压梯度ꎬ造成堵塞区的动能进一步

降低ꎮ 在 Ｃｉｒ２ 处ꎬ相较于 Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴꎬＶａｎｅｄ ＲＣＴ

的叶顶载荷增加了 ４％ ꎬ因此间隙流的相对周向速

度提高了 ３. ５％ ꎬ从而增强了间隙流的周向动能ꎮ

Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 与 Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 在吸力面至流道中部的

逆压梯度相近ꎬ两者的载荷差值主要集中在流道中

部至压力面侧(０° ~ １７°)ꎬ导致 Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 间隙

流的抗逆压能力较弱ꎬ在流道中部提前形成更大范

围的堵塞区ꎮ 并且ꎬ该堵塞区沿下游不断扩张ꎬ导致

图 ８ 灰圈处出现新的堵塞区ꎬ且径向区域的堵塞范

围扩大ꎮ 与之相比ꎬＶａｎｅｄ ＲＣＴ 在缓解压力面堵塞

区的同时ꎬ通过分配流道内的压力梯度分布抑制了

吸力面侧的大范围堵塞ꎬ其流动状态有所改善ꎮ

图 ９　 ９９％叶高下沿周向的流道静压及周向速度分布

Ｆｉｇ. ９ Ｃｉｒｃｕｍｆｅｒｅｎｔｉａｌ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎｓ ｏｆ ｓｔａｔｉｃ ｐｒｅｓｓｕｒｅ
ａｎｄ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ｉｎ ｆｌｏｗ ｃｈａｎｎｅｌ ａｔ ９９％ ｂｌａｄｅ ｓｐａｎ

　 　 采用无量纲涡量 ξｎ 区分涡系强度ꎬ利用 Ｌｉｕｔｅｘ
方法[２１] 取 Ｌｉｕｔｅｘ 的值 Ｒ ＝ ５０ ０００ 等值面进行涡识
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别ꎮ 与 Ｑ 准则相比ꎬＬｉｕｔｅｘ 方法不会被拉压和剪切

所污染ꎬ属于第三代涡识别方法[２２]ꎮ
无量纲涡量 ξｎ 定义如下:
ξｎ ＝ ｜ ξ ｜ / ２ω (５)

式中:ξ—涡量ꎻω—角速度ꎮ
Ｌｉｕｔｅｘ 的值 Ｒ 定义如下:

Ｒ ＝ (ｗ􀅰Ｖｒ) － (ｗ􀅰Ｖｒ) ２ － ４λ２
ｃｉ (６)

式中:ｗ—相对速度矢量ꎻＶｒ—速度梯度的实特征向

量ꎻλｃｉ—速度梯度复特征值的虚部ꎮ
图 １０ 为 Ｌｉｕｔｅｘ 方法识别的叶轮在 ０ ~ ４０％轴向

弦长区域的涡系分布云图ꎮ

图 １０　 Ｌｉｕｔｅｘ 方法识别的叶轮在 ０ ~ ４０％轴向

弦长区域的涡系分布云图

Ｆｉｇ. １０ Ｃｏｎｔｏｕｒｓ ｏｆ ｖｏｒｔｅｘ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｉｄｅｎｔｉｆｉｅｄ ｂｙ
Ｌｉｕｔｅｘ ｍｅｔｈｏｄ ｉｎ ０ ｔｏ ４０％ ａｘｉａｌ ｃｈｏｒｄ ｌｅｎｇｔｈ ｒｅｇｉｏｎ ｏｆ ｉｍｐｅｌｌｅｒ

由图 １０ 可知ꎬ叶轮前部弦长叶顶流道区域的涡

系主要包括叶尖泄漏涡(ＴＬＶ)、通道涡(ＰＶ)及壁面

涡(ＷＶ)ꎮ ＰＶ 及 ＷＶ 是由于激波到达吸力面造成

的强叶顶载荷而诱发了产生的ꎮ 带有强周向速度的

间隙流裹挟主流产生 ＰＶꎬ随后在流道中沿周向移

动ꎮ 在 ＳＷ 中ꎬＰＶ 与激波、ＴＬＶ 相互作用ꎬ其涡系膨

胀后在下游形成低能堵塞区ꎮ 而在 Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ
和 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 中ꎬＰＶ 在循环槽后形成ꎬ沿周向运动

中受强逆压梯度影响ꎬ提前消散并形成堵塞区ꎮ
图 １１ 为沿不同流向垂直截面处径向速度分布

云图ꎮ

图 １１　 不同流向截面处径向速度分布云图

Ｆｉｇ. １１ Ｃｏｎｔｏｕｒｓ ｏｆ ｒａｄｉａｌ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｎ

ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｓｔｒｅａｍｗｉｓｅ ｃｒｏｓｓ￣ｓｅｃｔｉｏｎｓ

由图 １１ 可知ꎬ激波与 ＴＬＶ、ＰＶ 交互后造成漩涡

膨胀ꎬ在激波后形成不同区域程度的负径向速度区ꎮ
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在 ＳＷ 中ꎬ该区域的负径向速度最大ꎬ对应图 ８ 中低

能堵塞区的产生ꎮ 因循环流可导致导风轮叶顶区域

的做功能力下降ꎬ激波强度降低并向下游偏转ꎬ涡 /
波干涉作用减弱ꎬ从而使负径向速度区及低能流体

区域减小ꎮ 另外ꎬＶａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 和 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 对叶

顶区域不同周向位置的流体分别产生抽吸和射入的

现象ꎮ 这是因为循环槽使叶顶区域流通体积增大ꎬ
引发叶顶区域的压差载荷具化成抽 /射现象ꎮ 在

ＴＬＶ 的延长线上ꎬ循环槽呈抽吸状态ꎬ能够吸收因激

波导致的低能流体ꎬ进而缓解了导风轮的流动状态ꎮ
图 １２ 为循环槽径向下 ９９. ９％ 叶高处的径向速

度 Ｗｒ 及 ＳＷ 马赫数的分布曲线ꎮ 由图 １２ 可知ꎬ在
ＳＷ 的低能堵塞区角向位置处ꎬＲＣＴ 呈抽吸状态ꎬ且
Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 抽吸区与低能流体区位置更接近ꎮ 另

外ꎬ在此区域中ꎬＶａｎｅｄ ＲＣＴ 的径向速度更大ꎬ说明

其抽吸作用更强ꎬ经过激波后的涡系膨胀后形成的

低能流体能更有效地被吸入 ＲＣＴ 内形成循环流ꎬ从
而改善了 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 上下游的流动状态ꎮ

图 １２　 ９９. ９％叶高下径向速度及马赫数周向分布

Ｆｉｇ. １２ Ｃｉｒｃｕｍｆｅｒｅｎｔｉａｌ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｒａｄｉａｌ ｖｅｌｏｃｉｔｙ

ａｎｄ Ｍａｃｈ ｎｕｍｂｅｒ ａｔ ９９. ９％ ｂｌａｄｅ ｓｐａｎ

２. ３　 循环机匣处理对压升能力的影响

图 １３ 为 ３ 种不同结构压气机的载荷系数 ψ 及

循环质量流量 ｍｒ 的分布曲线ꎬ利用主流质量流量对

循环流量进行无量纲化处理ꎮ 由图 １３ 可知ꎬ负预旋

导叶并未对循环流量的比例产生影响ꎮ
载荷系数的公式如下:

ψ ＝
ｃｐ(Ｔｔ４ － Ｔｔ０)

Ｕ２
２

(７)

式中:ｃｐ—比定压热容ꎻＵ２—叶轮出口线速度ꎮ

图 １３　 载荷系数曲线及循环机匣流量分布曲线

Ｆｉｇ. １３ Ｃｕｒｖｅ ｏｆ ｌｏａｄ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ａｎｄ ｒｅｃｉｒｃｕｌａｔｉｏｎ ｃａｓｉｎｇ

ｍａｓｓ ｆｌｏｗ ｒａｔｅ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ

　 　 在相同流量下ꎬ循环机匣降低了压气机的做功

能力ꎮ 压气机的功率可以通过总焓差及欧拉功两种

方式计算ꎬ欧拉方程功率 ＰＬｕ的计算公式如下:
ＰＬｕ ＝ ｍ(Ｕ２Ｃｕ２ － Ｕ１Ｃｕ１) (８)
ｄＰＬｕ ＝ (ωｒ２Ｃｕ２ － ωｒ１Ｃｕ１)ｄｍ (９)
ｄＰＬｕ ＝ (ρ２Ｃａ２ωｒ２Ｃｕ２ － ρ１Ｃａ１ωｒ１Ｃｕ１)ｄｓ (１０)

ＰＬｕ ＝ ∬
Ｓ

ω(ρ２Ｃａ２ ｒ２Ｃｕ２ － ρ１Ｃａ１ ｒ１Ｃｕ１)ｄｓ (１１)

式中:ｍ—质量流量ꎻＣ—绝对速度ꎻ ｒ—半径ꎻρ—密

度ꎻ下标 １—叶轮入口ꎻ下标 ２—叶轮出口ꎻ下标 ｕ—
切向分量ꎻ下标 ａ—轴向分量ꎮ

由式(１１)可知ꎬ对进出截面的 ωρｒＣａＣｕ 进行面

积分ꎬ求差后欧拉方程积分所获得的功率ꎮ 图 １４ 对

比了采用两种方法计算的功率及其相对误差ꎮ

图 １４　 欧拉方程功率和总焓差值对比

Ｆｉｇ. １４ Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ Ｅｕｌｅｒ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｐｏｗｅｒ ａｎｄ ｔｏｔａｌ

ｅｎｔｈａｌｐｙ ｄｉｆｆｅｒｅｎｃｅ ｖａｌｕｅｓ
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由图 １４ 可知ꎬ通过欧拉功积分所获得的功率

ＰＬｕ与总焓差值 ΔＨｔ 计算的功率相近ꎬ其最大误差为

２. ２３％ ꎬ可验证欧拉功率计算方法的准确性ꎮ 欧拉

功主要取决于叶轮进出口面积分量 ωρｒＣａＣｕꎮ
图 １５ 为经周向平均后进出口截面处 ωρｒＣａＣｕ

及出口截面密流 ρ２Ｃａ ２ 沿叶高的分布曲线ꎮ 由图 １５
可知ꎬωρ１ ｒ１Ｃａ１Ｃｕ１主要受循环流的预旋效应影响ꎬ循
环流带来的正 /负周向速度增加 /减少了进口的积分

量ꎬ一定程度上减弱 /增加了叶轮的做功能力ꎮ 但

是ꎬ出口处的 ωρ２ ｒ２Ｃａ２ Ｃｕ２ 是导致 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 与

Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 做功能力下降的决定因素ꎮ ＲＣＴ 限制

了压气机在 ３０％ 叶高以上的做功能力ꎬＶａｎｅｄ ＲＣＴ
与 Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 相比ꎬ以 ３０％叶高以下的功量为代

价ꎬ小幅度提高了 ３０％ 叶高以上的做功能力ꎬ但是

重新分配的效果并不明显ꎮ 密流 ρ２Ｃａ２沿叶高的变

化趋势与 ωρ２ ｒ２Ｃａ２Ｃｕ２趋势基本相同ꎬ由此可知通流

能力是限制 ＲＣＴ 做功能力的关键因素ꎮ

图 １５　 叶轮进出口截面的周向平均欧拉方程积分量

Ｆｉｇ. １５ Ｃｉｒｃｕｍｆｅｒｅｎｔｉａｌｌｙ ａｖｅｒａｇｅｄ Ｅｕｌｅｒ ｅｑｕａｔｉｏｎ
ｉｎｔｅｇｒａｌｓ ｏｎ ｉｍｐｅｌｌｅｒ ｉｎｌｅｔ ａｎｄ ｏｕｔｌｅｔ ｓｅｃｔｉｏｎｓ

通过识别叶片尾缘截面中的低马赫数区来判断

叶轮出口的流通能力ꎬ叶轮出口截面马赫数分布云

图如图 １６ 所示ꎮ 通过统计可知ꎬ马赫数小于 ０. ３ 的

区域分别占 ＳＷ、Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 及 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 出口总

面积的 １７％ 、２３％及 ２０％ ꎮ 与图 ８ 所观察到的现象

相同ꎬＶａｎｅｄ ＲＣＴ 与 Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 扩大了吸力面流

道上部的低能流体堵塞区ꎬ但是并未缓解出口处压

力面流道的堵塞状态ꎬ压力面流道区域的流动状态

仍与 ＳＷ 相似ꎬ因而导致出口流道吸力面流通能力

的下降ꎬ限制了叶轮的做功能力ꎮ 而 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 在

一定程度上改善了吸力面流道的堵塞状态ꎬ因此流

通能力和做功能力有所提升ꎮ

图 １６　 叶轮出口截面马赫数分布云图

Ｆｉｇ. １６ Ｃｏｎｔｏｕｒｓ ｏｆ Ｍａｃｈ ｎｕｍｂｅｒ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ
ｏｎ ｉｍｐｅｌｌｅｒ ｏｕｔｌｅｔ ｓｅｃｔｉｏｎ

图 １７ 为叶轮 ９９％叶高处沿相对轴向位置的叶

片载荷分布ꎮ 该结果进一步验证了 ＲＣＴ 可降低导

风轮的叶顶载荷ꎬ从而将脱体激波向下游偏移ꎬ推迟

了 ＰＶ / ＷＶ 的产生及激波与 ＴＬＶ、ＰＶ 的交互ꎬ并结

合 ＲＣＴ 的抽吸作用共同缓解了因涡系膨胀形成的

堵塞区ꎮ 此外ꎬＲＣＴ 增大了叶顶区域的通流面积ꎬ
降低了图中黄色圆圈所示循环槽附近的叶顶负荷ꎮ
然而ꎬ在循环槽下游ꎬ因联通区域消失ꎬ非叶顶区域

积蓄的叶片载荷和激波在此共同产生ꎬ导致叶片载

荷达到极大值ꎬ进而在流道内形成了更大的逆压梯

度ꎮ 在此条件下ꎬ涡系或泄漏流在流道中部提前形

成如图 ８ 所示低能堵塞区ꎬ造成出口截面处吸力面

侧的堵塞区扩大ꎬ最终影响压气机的做功能力ꎮ 而

Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 的负预旋循环流降低了入口叶顶区域的

欧拉功积分量ꎬ通过自适应的抽吸位置及更强的抽

吸能力缓解了上下游的堵塞ꎬ改善了流动状态ꎬ因而

进一步提升了压气机的做功能力及工作裕度ꎮ
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图 １７　 ９９％叶高处沿轴向的叶片载荷分布曲线

Ｆｉｇ. １７ Ｃｕｒｖｅ ｏｆ ａｘｉａｌ ｂｌａｄｅ ｌｏａｄｉｎｇ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ
ａｔ ９９％ ｂｌａｄｅ ｓｐａｎ

２. ４　 ＲＣＴ 对流动损失的影响

结合图 １３ 可以发现ꎬ近失速流量即最后一个收

缩点下ꎬＶａｎｅｄ ＲＣＴ 载荷系数大于 ＳＷꎬ但 Ｖａｎｅｄ
ＲＣＴ 的最大压比与 ＳＷ 的最大压比相同(见图 ３)ꎬ
这说明 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 引起了额外的损失ꎬ下文通过熵

产理论研究 ＲＣＴ 损失的主要来源ꎮ
根据熵的输运方程为:

∂(ρｓ)
∂ｔ ＋

∂(ρｕｉｓ)
∂ｘｉ

＝ ∂
∂ｘｉ

( λ
Ｔ

∂Ｔ
∂ｘｉ

) ＋ ＳＰꎬＤ ＋ ＳＰꎬＴ

(１２)
式中:ｓ—比熵ꎻｕ—速度矢量分量ꎻｘｉ—位置坐标分

量ꎻＴ—温度ꎻλ—热导率ꎻＳＰꎬＤ—黏性耗散引起的熵

产率ꎻＳＰꎬＴ—热传导引起的熵产率ꎮ
根据文献[２３ － ２４]和文献[２５]的研究可将总

熵产率 ＳＰ 分解为下式:
ＳＰ ＝ ＳＰꎬＤ′ ＋ ＳＰꎬＤ

－ ＋ ＳＰꎬＴ′ ＋ ＳＰꎬＴ
－ (１３)

式中:ＳＰꎬＤ′—湍流耗散熵产ꎻＳＰꎬＤ
－ —直接耗散熵产ꎻ

ＳＰꎬＴ′—脉动温度热传导熵产ꎻＳＰꎬＴ
－ —平均温度热传导

熵产ꎮ
图 １８ 为压气机各部件的熵产与熵增的对比验

证ꎮ 将总熵产率 ＳＰ 在各部件上进行体积分ꎬ得到各

自的熵产ꎮ 由图 １８ 可知ꎬ熵产和熵增的比例相近ꎬ
证明熵产可以表示熵的增量ꎮ ＳＷ 的总熵产最小ꎬ
其中叶轮熵产占比最大ꎮ 与 ＳＷ 相比ꎬＲＣＴ 在各部

件上均产生了额外的熵产ꎬ其中主要的熵产增幅来

源于叶轮及 ＲＣＴ 自身ꎬ可见 ＲＣＴ 并未减弱叶轮流

道中的熵产ꎬ并在自身内部存在不可忽视的熵产源ꎬ
造成了 ＲＣＴ 总压升的下降ꎮ 与 Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 相比ꎬ

Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 改善了叶轮、扩压器部件的流动状态ꎬ减
少了部分熵产ꎮ 不论是从熵产或者熵增来看ꎬ
Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 与 ＳＷ 相比改善了有叶扩压器的流动状

态ꎮ 但由于 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 流道中气流方向的大幅度

改变ꎬ其 ＲＣＴ 内部的熵产增大ꎮ

图 １８　 压气机部件的熵产及熵增统计图

Ｆｉｇ. １８ Ｓｔａｔｉｓｔｉｃａｌ ｃｈａｒｔ ｏｆ ｅｎｔｒｏｐｙ ｇｅｎｅｒａｔｉｏｎ ａｎｄ
ｅｎｔｒｏｐｙ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｆｏｒ ｃｏｍｐｒｅｓｓｏｒ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔｓ

图 １９ 为经周向平均后的子午面熵产率分布云图ꎮ

图 １９　 周向平均后的子午面熵产率分布图

Ｆｉｇ. １９ Ｃｉｒｃｕｍｆｅｒｅｎｔｉａｌｌｙ ａｖｅｒａｇｅｄ ｍｅｒｉｄｉｏｎａｌ ｅｎｔｒｏｐｙ
ｇｅｎｅｒａｔｉｏｎ ｒａｔｅ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｄｉａｇｒａｍｓ
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由图 １９ 可知ꎬＲＣＴ 显著降低了导风轮叶顶熵产

率ꎬ这与叶顶载荷的减小、激波的偏转和 ＲＣＴ 的抽

吸作用密切相关ꎮ 但是ꎬ在循环槽下游出现了额外

的高熵产率区ꎬ而 Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ 在一定程度上缩小了

该高熵产率区ꎮ
图 ２０ 统计了熵产分量对压气机各部件熵产的

贡献ꎮ 由图 ２０ 可知ꎬ在叶轮和扩压器中的主要熵产

来源于湍流耗散熵产与脉动温度热传导熵产ꎬ其中

湍流脉动引起的耗散占主要贡献ꎬ该结果与文献

[２６]观察的现象一致ꎮ 这表明在叶轮和扩压器流

道中存在高雷诺数的湍流流动ꎬ导致大部分熵产损

失ꎮ 此外ꎬ直接时均耗散熵产在叶轮通道中有所贡

献ꎬ而在进口流道、ＲＣＴ 及轴向扩压器中ꎬＳＰꎬ􀭺Ｄ、ＳＰꎬＴ′

及 ＳＰꎬ􀭵Ｔ均可忽略不计ꎮ

图 ２０　 压气机部件的熵产来源统计图

Ｆｉｇ. ２０ Ｓｔａｔｉｓｔｉｃａｌ ｃｈａｒｔ ｏｆ ｅｎｔｒｏｐｙ ｇｅｎｅｒａｔｉｏｎ ｓｏｕｒｃｅ ｆｏｒ ｃｏｍｐｒｅｓｓｏｒ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔｓ

３　 结　 论

本文采用 ＣＦＸ 软件对 ＳＷ、 Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 及

Ｖａｎｅｄ ＲＣＴ ３ 种离心压气机进行仿真ꎬ分析了两种

ＲＣＴ 的流动控制机制和流场特性ꎬ主要结论如下:
(１) ＲＣＴ 降低了循环流影响叶高范围外的入

射角及导风轮叶顶载荷ꎬ减弱了 ＴＬＶ、ＰＶ 与激波交

互作用的影响ꎬ同时受循环流带来的总温、总压影

响ꎬ导风轮的流动状态得到改善ꎬ流量耐受能力增

强ꎬ离心压气机的质量流量范围扩大了 ５％ ~７％ ꎮ
(２) ＲＣＴ 引起的吸力面流道堵塞削弱了叶轮

出口的流通能力ꎬ同时ꎬ循环流降低了导风轮的叶顶

载荷ꎬ二者综合导致压气机的做功能力下降ꎮ 并且ꎬ
ＲＣＴ 还造成了各部件额外的熵产损失ꎬ其中叶轮的

损失增量最大ꎬ叶轮的主要熵产率来源于叶轮的湍

流耗散及脉动温度热传导ꎮ
(３) 与 Ｖａｎｅｌｅｓｓ ＲＣＴ 相比ꎬＶａｎｅｄ ＲＣＴ 对于流

道中的低能流体区具有更强的抽吸效应ꎬ并且对循环

槽下游的流道逆压梯度进行重新分配ꎬ更加有效缓解

了流道内的堵塞状态ꎬ使压气机的质量流量范围进一

步扩大了 ２％ꎻ通过负预旋流降低了进口叶顶处的欧

拉功积分量ꎬ做功能力小幅提高ꎻ缓解了循环槽后的

熵产增量ꎬ并降低了有叶扩压器的损失ꎬ最大压比增

大了 ４. ３％ꎮ
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