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摘 要院 低空高速突防红外制导系统的球形整流罩通常工作在湍流换热状态，文中以零攻角球锥体

为基础，结合结构网格、来流物性参数、驻点及湍流球面换热工程公式，探索出一种将 SST 模型应用

于整流罩湍流换热数值计算的工程方法。首先根据 Billig 公式，利用分块结构网格在流场中构造脱体

激波，以降低数值耗散，然后通过壁面网格高度调整，分析计算结果对近壁网格的敏感度。在此基础

上，分析 SST 模型参数对计算结果的影响，其中 Bradshaw 数仅对峰值热流影响较大。在驻点层流区

域，通过来流的等效热导率修正使 SST 模型热流计算结果与 Klein 公式相符。在球面湍流区域，利用

高速球体湍流换热工程公式对 Bradshaw 数进行修正，使 SST 模型热流计算结果与该工程算法相符。

修正后的 SST 模型的计算结果具有工程精度，可用于整流罩抗热冲击、气动光学效应、图像非均匀校

正以及红外、激光末制导的弹道设计等分析研究，具有重要的工程意义。
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Numerical calculation of turbulent convection heat transfer over
infrared dome based on SST turbulence model
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Abstract: Spherical dome usually works in the state of turbulent convection heat transfer for the
penetration infrared guidance system flying at low altitude and high speed. In this paper, the sphere鄄cone
at zero attack corner was focused on. Numerical calculation engineering method of turbulent convection
heat transfer for dome was proposed by using SST model, which was implemented by generating the
structure grid, setting physical property parameter of inflow and compared with the engineering formula of
heat transfer at stagnation point and turbulent region. Firstly, based on Billig's results, detached shock
was generated in flow field by use of multi鄄block structured grid in order to reduce the numerical
dissipation. In order to analyze the sensitivity of the calculation results to near鄄wall grid, several
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numerical experiments were performed with grid of different near鄄wall node heights. Then, the influence
of SST model parameters on the calculation results was analyzed and Bradshaw number only had an
obvious impact on the computation of peak heat flux. The result of heat flux at stagnation point
calculated by SST model was consistent with Klein's formula by using the correction approach of
equivalent thermal conductivity for inflow. At the region of turbulent flow over dome, the Bradshaw
number was modified by applying the engineering formula of turbulent heat transfer over the sphere at
high speed. The result of heat flux computed by SST model was consistent with this engineering formula.
The results calculated by modified SST model could satisfy the requirement of engineering applications
and could be applied to analyze thermal shock resistance of dome, aero鄄optic effects, non鄄uniformity
correction of infrared images and trajectory design of terminal guidance for infrared or laser guidance
system. This numerical calculation method plays an important role in engineering design of optical
guidance system at high speed.
Key words: infrared dome; grid sensitivity; heat flux; turbulent convection heat transfer;

modification of model parameters
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0 引 言

随着计算机模拟技术的进步和普及袁功能材料尧
飞行器尧发动机等方面的研制周期和成本大为降低袁
航空尧航天领域也迎来了更新换代的要求袁低成本空

天飞机 X51 的成功试飞[1]对世界产生了深远的影响袁
高速突防与反突防等方面的研究日趋活跃尧重要遥轻

便灵活的红外制导系统将在未来对地精确打击及空

天防御体系中发挥更加重要的作用 [2-3]遥 红外制导系

统多采用球锥体气动外形 [4]袁这种设计既便于矢量

推进控制袁提高系统的机动性袁又适于大范围尧大角

度快速搜索尧跟踪遥但高速飞行时产生的气动热将引

起向整流罩内部的传导热流袁 进而导致整流罩的脆

性破裂失效或热障效应袁因此袁整流罩在气动热环境

下的热流密度估算是进行该类飞行器设计的关键遥
球形整流罩壁面热流密度分布的计算主要有工程计

算和数值计算两种方法袁 工程算法公式的基础是关

于静焓的势函数在驻点附近的自相似解 [5]遥 在高空尧
高超声速化学反应流领域袁 Fay鄄Riddel 驻点热流公

式和 Lees 球面层流边界层热流密度公式一直被广

泛应用 [6-7]遥 对于中低空无化学反应情况袁Raytheon
公司的 Claude A. Klein 根据工程计算需要袁 对 Van
Driest 提出的整流罩驻点热流密度计算模型进行了

改造袁 并将其应用于表面层流状态的整流罩抗热冲

击能力分析 [8-9]遥 但随着红外制导系统向低空尧高速

方向的发展袁整流罩的表面流动通常是湍流状态袁而
目前国内外对湍流状态下的对流换热工程计算方法

的研究较少遥
高精度的热流密度数值计算需要极细密的网格

以降低截断误差引起的数值耗散袁 对计算机硬件及

大规模并行计算程序的要求均较高遥 而基于 RANS
方程的湍流模型计算效率高袁 其主要模型参数多由

实验或经验确定袁计算精度能够满足工程需要袁但主

要应用于气动力计算[10]遥
文中采用基于 RANS 方程的 SST 湍流模型进行

球形整流罩表面湍流状态下的热流密度的数值计

算袁SST 模型的外层 k- 模型能抑制激波层内因熵

增而产生的涡干扰袁 进而充分发挥内层 k- 模型计

算精度高的特点遥 首先利用结构网格在流场中构造

了激波的形状与位置袁使网格与流场相适应袁以降低

数值耗散袁 并通过壁面网格高度的调整进行了计算

结果对近壁网格的敏感度分析曰在此基础上袁通过数

值试验分析了 SST 湍流模型的湍动能输运与耗散参

数对热流密度计算结果的影响袁其中 Bradshaw 数仅

对峰值热流影响较大曰 以采用工程计算公式计算得

到的驻点附近湍流状态的高速球体的表面热流密度

分布为基准袁通过 Bradshaw 数修正使 SST 模型的峰

值热流与工程公式相符合遥
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1 Klein公式及 SST 湍流模型及参数

1.1 Klein 驻点热流密度公式

根据 Klein 提出的计算模型袁整流罩驻点处的热

流密度 qstag 为院
qstag=hst(Tst-Tiw) (1)

式中院hst 为整流罩驻点处的换热系数曰Tst 为来流总

温袁表达式分别为公式(2)和(3)院
hst=1.2cp 肄 肄a肄

R姨 Ma肄 1+ -1
2蓸 蔀Ma2

肄蓘 蓡 (2)

Tst=T肄 1+ -1
2蓸 蔀Ma2

肄蓘 蓡 (3)

式中院 肄尧 肄尧a肄尧Ma肄 和 分别是自由来流的密度尧
动力粘度尧声速尧马赫数和比热比曰cp 为来流的定压

比热容曰R=0.075 m 为整流罩外球面半径曰Tiw 为整流

罩壁面初始温度袁假设与来流静温 T肄 相同袁标准大

气参数见参考文献[11]遥
对 12 000 m 高度标准大气尧2.5 Ma 及 3.5 Ma 的

来流条件袁由 Klein 公式得到整流罩驻点处的热流密

度分别为 117.7 kW/m2 和 336 kW/m2遥
1.2 SST 湍流模型及主要参数

文中采用基于有限体积法的求解器袁 并选用

SST 湍流模型对无攻角球锥体飞行器球形整流罩的

热流密度进行数值计算遥 SST 湍流模型通过复合函

数将 k- 与 k- 模型结合起来袁在外层通过 k- 模

型抑制激波层内的强烈涡干扰袁在内层近壁区域采用

k- 模型袁 得到更符合物理意义的高分辨率近壁流动

解袁 适用于壁面热流密度计算遥 SST 模型的涡粘系数

t尧湍动能 k 方程和湍流频率 方程的表达式如下[12]院
t= a1k

max(a1 袁| |F2)
(4)

D( k)
Dt = 鄣鄣xj ( + k t) 鄣k鄣xj蓘 蓡 + ij

鄣ui鄣xj - * k (5)

D( )
Dt = 鄣鄣xj ( + t) 鄣鄣xj蓘 蓡 + t ij

鄣ui鄣xj -

k2+2(1-F1)
2

1 鄣k鄣xj
鄣鄣xj (6)

式中院 为密度曰 为分子粘性系数曰ui 为时均速度曰
xj 为坐标轴 曰 为涡量 曰F1尧F2 为复合函数 袁 ij=-

ui忆uj忆袁为雷诺应力曰 ij
鄣ui鄣xj 为湍动能的生成项袁令 1

为原始 k- 模型中的参数院a1尧 k1尧 1尧 1尧 *尧 1= 1/
*- 1

2/ *姨 袁令 2 为转化 k- 模型中的参数院 k2尧

2尧 2尧 *尧 1= 2/ *- 2
2/ *姨 袁 各参数的通用设定

值及复合函数 F1尧F2 见参考文献 [12]袁 模型中参数

=F1 1+(1-F1) 2遥 文中通过模型分析和数值试验对

a1尧 k1尧 * 和 2 等参数的影响机理及影响效果进行

了分析遥
2 网格划分及网格敏感度分析

2.1 网格划分

结构网格更容易构造激波等流场结构袁 使网格

与流场相适应袁以降低激波及壁面附近的数值耗散袁
提高计算稳定性和收敛速度袁 文中采用分块结构网

格进行壁面热流密度计算遥 Billig 基于试验数据得到

球锥体的双曲脱体激波形状和位置方程[5]院

xs=R+ -Rccot2 1+ ys
2
tan2

R2
c

蓸 蔀 1
2

(7)

式中 院xs尧ys 为截面平面坐标 曰 为激波脱体距离 曰
Rc 为激波顶点处的曲率半径曰 为尖锥附体激波角袁
根据 Billig 的试验数据袁 和 Rc 有如下关系式院

R =0.143exp(3.24/Ma2
肄 ) (8)

Rc
R =1.143exp[0.54/(Ma2

肄 -1)1/2] (9)

在 2.5 Ma 来流条件下袁由上式得到球锥体前脱

体激波的形状和位置袁 并在激波前后适当加密袁如
图 1 所示遥 整流罩外表面处采用 40 层几何分布律

加密袁 层间距比率为 1.1袁 为了进行近壁网格敏感

度分析袁采用了不同的第一层壁面网格高度袁其中

高度为 0.003 mm 的结构网格及网格质量如图 1(a)
所示袁图 1(b)为其局部放大遥

(a) 结构网格和数量 (b)部分加大的网格

(a) Structured grid and its quantity (b) Partial enlarged grid

图 1 流场结构化网格

Fig.1 Structured grid of fluid field
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2.2 网格敏感度分析

2.2.1 来流及边界条件设置

以海拔 12 000 m 处的标准大气尧2.5 Ma 为来流

条件袁 以整流罩外表面的恒定温度为壁面温度边界

条件袁并假设该温度与来流相同袁且分布均匀袁采用

二阶迎风格式进行对流项离散袁 文中的数值计算中

的流体选用理想气体袁 其分子黏性系数随温度按

Sutherland 公式变化遥
SST 湍流模型对气动加热热流密度的计算结果

较实际飞行情况偏大袁其原因主要有两方面院一方面

是 SST 模型中的湍动能 k 对边界层外缘处的自由来

流边界条件比较敏感袁 该边界处微小的湍流频率

值也会导致边界层内的湍动能 k 的估算过高 [13]遥 另

一面袁穿过激波袁激波层内流动的熵会增加袁并且激

波越强袁熵增越大袁熵增将带来流动中涡的产生袁而
正是涡强度的量化遥 所以袁边界层外的自由来流中

较大的 值将导致边界层内 k 的急剧增大袁 而边界

层外缘处温度的数值计算又具有较高的精度袁 从而

导致温度边界层的厚度变小袁 产生较大的热流密度

计算结果遥为解决该问题袁文中将来流的热导率设置

为类似等效热导率的固定值袁 通过降低穿过边界层

的温度传导速率袁来恢复温度边界层的厚度遥
数值实验结果表明院 等效热导率修正值仅与马赫

数有关袁而与飞行高度无关遥 由 Crocoo 定理袁激波层内

的涡量随马赫数的增大而增大 [5]袁Billig 根据试验数据

得到的公式 (7)~(9) 也表明激波的形位仅与马赫数有

关袁 这些都证明了上述方法的正确性遥 通过试算得到

2.5Ma 情况下来流的等效热导率为 0.0242W/(m窑K)遥
2.2.2 近壁网格敏感度分析

向整流罩内部的热传导发生在黏性底层 袁而
SST 中计算黏性底层流动的 k- 模型对网格质量的

要求严格袁即第一层壁面网格高度无量纲参数y+约2[14]遥
为得到较理想的热流密度计算结果袁 文中利用峰值

热流处壁面网格 y+值替代网格雷诺数进行近壁网格

敏感度分析遥
保持其他网格参数不变袁 分别设置第一层壁面

网格高度为 0.002尧0.003尧0.005尧0.008尧0.010尧0.012尧
0.015尧0.04 和 0.09 mm(以下用第一层壁面网格高度

代指其所属网格 )袁得到沿整流罩外球面母线 (所在

平面与对称面垂直)的热流密度分布如图 2 所示,不同

网格对应的 y+值分布如图 3 所示袁 图中横坐标为母

线从驻点开始离开对称面的距离袁 横坐标 0 代表驻

点(以下相同)遥

图 2 不同壁面高度网格情况下的热流密度分布

Fig.2 Distributions of surface heat flux based on grids of different

heights

由图 2 和图 3 可见袁 0.002尧0.003 和 0.005 网格

在整流罩全壁面均满足 y+约2袁 所得热流密度分布曲

线几乎重合袁因此袁若 SST k- 模型在全壁面均起作

用袁则计算结果对近壁网格不敏感遥在实际应用中很

难在整个壁面上都满足该条件袁 SST 模型的自动近

图 3 不同第一层网格高度下的 y+值分布

Fig.3 Distributions of y+ based on grids of different height of first
layer grid

壁处理模式能够实现 k- 模型到壁面函数的光滑过

渡袁但该模式起作用的条件是边界层内至少有 10 层

网格 [14]袁且对应的 y+值约小于 4遥 0.008 和 0.01 网格

在整个壁面上满足 y+约4袁 所得热流密度分布曲线与

0.002 等网格的结果重合度很好袁可见若 k- 模型和

自动近壁处理在全壁面起作用袁 则热流密度分布对

近壁网格分布不敏感遥 即使自动近壁处理仅在部分

壁面区域起作用袁 该区域的热流密度分布也能与

0.002 等网格的结果较好重合袁0.012尧0.015尧0.04 及

0.09 网格均反映了这一趋势遥 0.015 网格在热流密度

峰值处的 y+值略小于 4袁 其热流密度分布曲线在峰

值之前与 0.002 网格的结果重合得很好袁 但在峰值

之后发生了较小的偏移袁对于工程应用而言袁主要关

注热流密度峰值及其出现的大致位置袁 因而 0.015
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网格的结果能够满足工程需要遥根据前面的分析袁可
以认为院 热流密度分布数值计算结果对于峰值热流

位置处 y+约4 的近壁网格不敏感遥
利用 0.003 的网格得到的整流罩外表面热流密

度如图 4(a)所示袁激波捕捉质量如图 4(b)所示袁激波

前后的数值耗散较小遥

(a) 整流罩外表面热流密度分布 (b) 激波

(a) Distribution of heat flux over dome (b) Shock wave

图 4 壁面热流分布及激波形状与位置

Fig.4 Distribution of heat flux over dome and
shape and position of shock wave

激波层内的温度尧 速度矢量及整流罩外表面的

热流密度分布如图 5 所示袁整流罩表面的速度边界

图 5 温度尧热流密度及速度矢量图

Fig.5 Distributions of temperature, heat flux and velocity vector

层和温度边界层厚度均较小遥由于剧烈的空气压缩袁
在驻点附近形成高温尧高压尧高密度的气体滞止区袁
该部分气体随着持续的高速飞行而沿着整流罩壁面

向下游膨胀加速遥 由于驻点附近区域的膨胀流速度

较低袁在整流罩表面维持层流边界层状态袁随着膨胀

流速度的不断加快袁 整流罩下游表面可能转捩为湍

流流动袁使壁面热流迅速增加并达到峰值袁随后由于

膨胀做功袁气体内能减少袁温度降低袁壁面热流也随

之降低遥
3 SST 模型参数影响分析

保持来流 12000m 的大气高度及 0.0242W/(m窑K)
的等效热导率不变袁将来流速度提高至 3.5 Ma遥 在

保证近壁网格质量的基础上袁SST 模型计算的热流

密度分布如图 6 所示袁 驻点处 SST 模型和 Klein 公

式的结果分别为 380 kW/m2 和 336 kW/m2遥 为提高

对制导系统影响最大的峰值热流的计算精度袁 需对

SST 模型的参数进行计算结果影响分析遥
由 k- 模型的湍动能方程(5)可知袁可以通过减

小输运项 k 和增大耗散项 * k 两种方式来减小

对湍动能的估计遥 由参考文献[13]袁湍流普朗特数 k

的建议取值范围为 (0.55袁0.7)袁将方程 (5)中的 k 由

原模型的 0.85 降至 0.60袁按照修正后的模型计算的

结果如图 6 所示袁 k 的修正对结果影响相对较小遥

图 6 基于 SST 及其参数修正模型的热流密度分布

Fig.6 Distributions of surface heat flux based on SST and its

parameters modified models

另外袁Bradshaw 假设在湍流充分发展区域的雷

诺应力 与湍动能 k 成正比关系袁即 =a1 k袁由方程(4)
可知袁SST 模型的涡粘系数 t 方程符合该假设袁在
远离壁面的湍流区域袁Bradshaw 数 a1 将直接影响该

区域涡粘系数 t 的大小袁由转化 k- 模型的湍动能

方程(5)可知袁 t 直接影响到湍流区湍动能 k 的输运

和生成袁 而 SST 模型通过关于湍动能 k 的复合函数

F1 实现从湍流 k- 模型向层流 k- 模型的平滑过

渡袁即湍流区的湍动能输运参数 a1 间接地影响黏性

0703002-5



红外与激光工程

第 7 期 www.irla.cn 第 45 卷

底层湍动能的大小与分布遥 分别将 a1 由原模型的

0.31 改为 0.29尧0.30 和 0.32袁 利用修正后的模型对

3.5 Ma 来流进行计算袁 得到的结果如图 6 所示 袁
Bradshaw 数 a1 仅对峰值热流计算影响较大袁而对驻

点及较远下游区域几乎无影响袁 这主要是由于驻点

区域处层流状态下的 k 值较小袁 而流体密度 随着

激波层内的膨胀加速而在整流罩下游变得较小袁这
使得雷诺应力 在驻点和较远下游处取值均较小袁
对近壁层流区的湍动能输运影响不大遥

对于湍动能耗散项袁将方程(5)中的 * 由原模型

值的 0.09 增大到 0.11袁对 3.5Ma 来流进行计算的结

果如图 6 所示袁驻点热流与 Klein 结果基本吻合袁但随

着湍流频率 沿壁面的不断增大袁 湍动能 k 在热流

峰值处耗散过大袁导致该处热流密度的计算值过低遥
Wilcox[13]提出通过降低 k- 模型的 方程 (6)

中的 值袁使湍流频率 变大的方式来加强对湍动

能的耗散袁同时根据方程(4)袁 的增大能直接降低黏

性底层的 t 值袁按参考文献[13]将 由原模型的 0.075
改为 0.06袁对 3.5 Ma 来流计算得到热流密度分布如

图 6 所示袁驻点处与 Klein 结果吻合袁但同样由于湍

流频率 沿流向的快速增大而导致峰值热流偏小遥
在此基础上袁按参考文献[13]将 Bradshaw 常数 a1 由

原来的 0.31 增加到 0.34袁 得到结果如图 6 所示袁由
于沿壁面 k 耗散太快袁峰值热流处的 k 值变小袁而驻

点处的密度 又较大袁 导致湍流区雷诺应力 对驻

点处的影响较大遥 参考文献[13]中的模型修正主要

针对分离流袁 可能不适用于整流罩等激波层内的附

着边界层流动的计算遥
综合以上分析袁 湍动能输运参数湍流普朗特数

k 对计算结果影响较小曰耗散项参数 * 和 对峰值

热流影响过大袁不适于壁面热流计算的模型修正曰由
于工程上主要关注峰值热流袁 所以利用湍流区的湍

动能输运参数 Bradshaw 数 a1 对 SST 模型进行修正

以提高计算精度遥
4 基于高速球体工程公式的 Bradshaw数

修正

4.1 高速飞行球体热流密度工程算法公式

对于驻点下游附近湍流状态的高速球体袁 沿其

表面的 Stanton 数 St 分布如公式(10)所示[15-16]院

St=0.042 due
dx

D
u肄

蓸 蔀 4/5
肄

肄u肄D蓸 蔀 1/5 e

肄
蓸 蔀 4/5

伊

e

肄
蓸 蔀 1/5 x

D蓸 蔀 3/5

Pr

- 2
3 (10)

式中院x 为沿整流罩外表面母线切向的曲线坐标袁原
点为驻点曰 e尧 e 和 ue 分别为边界层外缘处的分子粘

性系数尧 密度和速度曰D 为整流罩外球面直径曰Pr=
0.71 为普朗特数遥

边界层外缘参数可由 Lees 修正的牛顿压力系

数公式和正激波后的等熵流动关系 [5,7]得到遥 正激波

后的压力 p2 和密度 2 如公式(11)和(12)所示[7]院
p2=p肄 1+ 2

+1蓸 蔀 (Ma2
肄 -1)蓘 蓡 (11)

2=p肄
( +1)Ma2

肄

( -1)Ma2
肄 +2蓘 蓡 (12)

由 Lees 修正的牛顿理论可得沿整流罩表面的

压力系数分布 Cp 为 [5]院
Cp=Cpmaxsin2 (13)

式中院 (rad)为整流罩外球面相对于对称轴的表面倾

角曰Cpmax 为最大压力系数院

Cpmax= 2
Ma2

肄

{
( +1)2Ma2

肄

4 Ma2
肄 -2( -1)蓘 蓡 -1

窑

2 Ma2
肄 +(1- )
+1蓘 蓡 -1} (14)

由图 5 可见袁整流罩表面的边界层厚度较小袁可
将边界层外缘处曲率半径近似为整流罩外球面半

径袁由几何关系可得如下关系式院
d
dx =- 2

D (15)

x= 仔-2
4 D (16)

利用正激波后流动的等熵关系袁 可得边界层外

缘处密度 e 为 [7]院

e= 2
pe
p2

蓸 蔀 1

(17)

式中院pe 为边界层外缘处压强院
pe=p肄+ 1

2 肄u
2
肄Cp (18)

根据气体状态方程袁边界层外缘的静焓 he 为[7]院
he= -1

pe

e
(19)

可得边界层外缘的温度 Te 为 [7]院
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Te= he
cp

(20)

根据能量守恒方程袁边界层外缘的速度 ue 为 [7]院
ue= 2(hs-he)姨 (21)

式中院hs 为滞止静焓,

hs=cpT肄+
u2

肄

2 (22)

将公式(19)和(22)代入公式(21)得院
ue={2伊[cpT肄+

u2
肄

2 - -1
p1/

2

2
伊

(p肄+ 1
2 肄u

2
肄Cpmaxsin2 )

-1

]}
1
2 (23)

从而可推导出院
due
dx = due

d
d
dx = p1/酌

2 p-1/酌
e 肄u

2
肄Cpmaxsin(2 )

ueD 2
(24)

边界层外缘的分子粘性系数可由 Sutherland 公

式[5]得到院
e= 0

Te
T0

蓸 蔀 1.5 T0+110.4
Te+110.4

(25)

其中 T0=288.16 K袁 0=1.789伊10-5遥
关于边界层外缘参数的计算可采用国际标准单

位制院密度(kg/m3)尧速度(m/s)尧定压比热容 cp(J/kg)尧
焓(J/kg)和温度(K)遥 将公式(16)尧(17)尧(24)和(25)代
入公式(10)便可得到整流罩表面的 Stanton 数遥 则整

流罩表面的换热系数为 ht
st 院

ht
st =St 肄u肄cp (26)

需要注意的是公式(26)中的各变量的量纲需要

调整为院ht
st (C.H.U./(ft2窑K))(1 C.H.U.=1.899 1 kJ,1 ft=

0.304 8 m)尧 肄(slug/ft3)(1 slug=14.593 9 kg)尧u肄(ft/s)和
cp(C.H.U./slug)遥 整流罩表面的热流密度 qt

w (C.H.U./( ft2窑
s))分布如公式(27)所示 [16]院

qt
w =h

t
st (Te-Tw) (27)

式中院Tw 为整流罩表面处的当地壁温袁 仍假设与来

流静温 T肄 相同遥
在参考文献 [16]中袁公式 (27)中的 Te 原为恢复

温度 Tr院
Tr=Te 1+r 1+2 M2

e蓸 蔀 (28)

式中院r 为温度恢复系数遥 根据对流换热的定义袁公
式(27)中应该是边界层外缘处的温度 Te遥 为验证公

式 (27)采用 Te 的正确性袁可根据参考文献 [17]中峰

值热流 qt
max 与驻点热流 qstag 的关系式(29)院

qt
max =7.706 肄

0
R蓸 蔀 0.3 qstag (29)

式中院 0 为海平面大气密度遥
Klein 公式主要用于整流罩完全层流状态下的

整流罩的抗热冲击能力计算袁 该情况下驻点热流最

大袁Klein 保守地将驻点处的温度恢复系数取为 1袁
即直接用总温来计算驻点热流遥 为更准确地计算峰

值热流密度袁 在此采用驻点恢复温度 Tstag
r 来替代总

温 Tst 进行驻点热流密度计算院
qstag=hst(T

stag
r -Tiw) (30)

Tstag
r =T肄 1+r 1+2 Ma2

肄蓸 蔀 (31)

对于驻点处层流流动袁r 取值为 0.86遥 以 kW/m2

为单位袁根据公式(27)和(29)得到的不同来流条件下

的最大热流密度如表 1 所示遥
表 1 不同工程公式的峰值热流密度计算结果

Tab.1 Peak heat flux calculated from different
engineering formula

由表 1 可见袁公式(27)采用边界层外缘温度 Te 是

合理和可靠的袁而采用 Tr 的热流计算结果偏大较多遥
4.2 峰值热流的 Bradshaw 数修正

根据参考文献[18]中 Stetson 对高超声速钝锥绕

流实验袁 非冷壁情况下的边界层转捩临界雷诺数约

为 4.4伊106袁冷壁情况下的临界雷诺数约为 3.2伊106袁
据此判断袁3 000 m尧2.5 Ma 来流和 8 000 m尧3.5 Ma
来流条件下袁整流罩存在层流向湍流的转捩袁笔者单

位组织的火箭撬实验也验证了该来流条件下转捩的

存在遥 文中采用 SST 湍流模型对两种来流条件下的

整流罩热流密度分布进行数值计算遥 对于3 000 m尧
2.5Ma 来流袁 首先将来流的等效热导率设置为固定

的 0.024 2 W/(m窑K)袁再根据公式 (27)的计算结果调

整 Bradshaw 数 a1 的取值袁 当 a1=0.316 时袁SST 模型

在 0.041 m 处得到最大热流密度值 788.2 kW/m2袁高
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6 000 m
2.5 Ma

Formula(27) 534.5

Formula(29) 546.1

Deviation -2.2%

3 000m
2.5 Ma

791.4

796.4

-0.6%

1 000 m
2.5 Ma

8 000 m
3.5 Ma

991.7 1262.0

1009.4 1189.6

-1.78% 5.7%
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速球体工程算式(27)在 0.036 m 处得到最大热流密

度值 791.4 kW/m2袁两种方法的计算结果如图 7 所示

(图 7 和图 8 中的横坐标仍为外球面母线从驻点开

始离开对称面的距离)遥

图 7 SST 模型和高速球体公式的热流密度分布-2.5 Ma

Fig.7 Distributions of surface heat flux based on SST model and

high speed sphere engineering formula -2.5 Ma

对于8000m尧3.5Ma 来流袁将来流的等效热导率设

置为固定的 0.019 8W/(m窑K)袁 当 a1=0.325 时袁SST模

型在 0.042 m 处得到最大热流密度值 1 264.8 kW/m2袁
高速球体工程算式(27)在 0.039m 处得到最大热流密

度值 1262.0kW/m2袁两种方法的计算结果如图 8 所示遥

图 8 SST 模型和高速球体公式的热流密度分布-3.5 Ma

Fig.8 Distributions of surface heat flux based on SST model and

high speed sphere engineering formula -3.5 Ma

由图 7尧8 可见袁 通过修正 Bradshaw 数 a1袁SST
湍流模型对不同高度及速度来流的峰值热流计算结

果均能与工程算法公式计算结果相吻合袁 并且峰值

热流出现的位置及峰值热流之前的热流密度分布也

与工程算法结果相一致遥 由雷诺比拟可知袁SST 模型

关于气动力的计算也具有同样的精度遥 对于不同的

飞行条件袁Bradshaw 数 a1 需要通过数值试算袁 并与

工程算法的计算结果进行比对得到袁a1 的试算值可

在(0.31,0.34)范围内选取遥 由于 Bradshaw 数 a1 是湍

流区状态参数袁 不依赖于黏性底层的流动细节袁所
以袁该参数修正具有一定的通用性袁即可通过简单的

球锥体外形得到某飞行条件下的 a1 值袁再利用该 a1

值对同样飞行条件下的流线拱形等先进钝体外形整

流罩进行热流密度计算遥
5 结 论

红外整流罩气动热环境是进行高速光学制导系

统设计需要考虑的重要因素袁文中利用零攻角球锥体

简单外形袁结合网格敏感度分析尧来流的等效热导率

设置尧SST 湍流模型及其模型参数影响分析进行了整

流罩壁面热流密度分布数值计算袁得到以下结论院
(1) 对于结构网格袁热流密度分布数值计算结果

对峰值热流位置处 y+约4 的近壁网格不敏感遥
(2) 对于不同的高度及速度来流袁通过对来流的

等效热导率设置袁SST 模型的计算结果在驻点处与

Klein 结果相符合袁 该等效热导率值仅与马赫数有

关袁而与飞行高度无关遥
(3) 以表面湍流状态下的高速飞行球体的热流

密 度 分 布 工 程 公 式 的 计 算 结 果 为 基 准 袁 进 行

Bradshaw 数修正袁修正后的 SST 模型的热流密度分

布计算结果与工程公式符合较好袁具有工程精度遥
经等效热导率和 Bradshaw 数修正的 SST 模型能

够得到沿整流罩整个表面的具有工程精度的热流密

度分布袁可直接用于整流罩的随弹道时间历程的温升

以及抗热冲击能力分析遥 同时袁SST 模型得到的完整

流场信息也能用于气动光学效应尧气动热辐射及图像

非均匀校正等分析袁最终为红外尧激光等系统末制导

的弹道设计提供参考遥 文中方法的通用性好袁也适用

于流线拱形等先进外形整流罩的气动热计算遥
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