
 

电弧风洞高焓流动模拟及壁面催化效应研究

周　凯　武建英　李小鹏　欧东斌1)

(中国航天空气动力技术研究院第二研究所，北京 100074)

摘要　对电弧风洞高焓流动进行模拟时，基于其高温复杂流场特性，对比不同热化学模型、壁面催化条

件、流场一体化及分体计算等多种数值计算条件下，电弧风洞内部、出口流场特性及典型模型壁面热流分布。

结果表明，模型距离喷管出口较近时，流场分体计算可以提高计算效率，但是模型距离喷管出口较远时，则

必须采用一体化计算保证计算精度，数值模拟单温度热平衡模型计算得到的等热流模型表面热流高出双温度

热非平衡模型 6.99%。同时对电弧风洞高焓流动壁面催化效应开展研究，通过 X 射线扫描电镜对 3 组类型热

流传感器表面元素成分进行分析，研究热流传感器表面催化属性对气动热测量的影响。结果表明，壁面催化

效应会显著增加试验模型表面气动热环境，采用无氧铜基体的塞式量热计进行电弧风洞热流测量时，其表面

会被氧化成 CuO，数值模拟壁面采用有限催化条件 γ=0.022 时计算结果与试验结果更接近，也与文献中

CuO 的催化复合系数匹配。
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HIGH ENTHALPY FLOW SIMULATION AND WALL CATALYTIC EFFECT
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Abstract    In the simulation of high enthalpy flow in an arc-heated wind tunnel, based on the characteristics of

complex flow field at high temperature, the flow parameters in the inner and outlet of the nozzle, and the heat

flux distribution on the wall of the typical model were compared under various numerical calculation conditions,

such as different thermochemical models, wall catalytic conditions, flow field integrated and separated

calculation. The numerical simulation results show that the surface heat flux of the single temperature heat

equilibrium model is higher than that of the double temperature heat non-equilibrium model by 6.99%. When

the test model is close to the nozzle outlet, the separated calculation of flow field can improve the simulation

efficiency. However, the integrated calculation must be adopted to ensure the numerical accuracy when the test
model is far away from the nozzle outlet. At the same time, the wall catalytic effect has been studied at the high

enthalpy flow in arc-heated wind tunnel. The surface elements of 3 types of heat flux sensors were analyzed by X-

ray scanning electron microscopy, and the influence of surface catalytic properties of heat flux sensors on

aerodynamic heat measurement was studied. The results indicate that the wall catalytic effect can significantly

increase the surface heat flux of the test model. Combining the numerical simulation results with the test
measurement results of slug calorimeter, it shows that when the slug calorimeter with oxygen free copper matrix

is used for arc-heated wind tunnel heat flux measurement, its surface will be oxidized to CuO. The numerical
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simulation results with limited catalytic wall condition γ=0.022 are closer to the experimental results. It is also

consistent with the catalytic recombination coefficient of CuO in the literature.

Keywords    arc-heated wind tunnel, high enthalpy flow, numerical simulation, wall catalytic effect, heat flux

电弧风洞是进行地面防热试验的主力设备[1]，

其原理是通过加热器产生高温高压气流，经过超

声速喷管加速扩张后形成高焓非平衡流场，对置

于流场中的试验模型进行加热考核。其中，加热

器产生的气流温度高达几千甚至上万度，气体分

子受高温效应会振动激发、离解甚至电离，已经

不是简单的理想气体，而必须视为高温真实气体[2]，

热化学状态非常复杂，因此传统的空气动力学热、

力经验公式不再适用[3-4]。在接近飞行器表面的气

流薄层内，原子和离子会受飞行器表面材料作用

而发生一定程度的复合，并释放大量热量，这种

现象即为壁面催化效应[5]。当壁面处原子和离子

因催化效应大量复合时，会在激波层内产生显著

的浓度梯度，从而促进外层原子向壁面附近扩散

放热，加剧气动加热。激波层如同一个通道，将

高超声速气流的能量源源不断地输送至飞行器表

面。国内外大量研究表明，壁面催化效应对飞行

器气动热有显著影响[6-9]。因此，在电弧风洞高焓

气流环境中开展壁面催化效应机理、试验及数值

方面的研究工作，对高超声速飞行器气动热环境

准确预测及热防护系统设计具有重要的研究

意义。

对于电弧风洞高温复杂试验气流，通过试验

测量能够获得简单的压力、热流等参数，但是气

流组分、温度、密度等复杂流场参数仍难以获得，

而且试验成本高，加工准备周期长，能获得的有

效试验数据有限，因此数值模拟方法在电弧风洞

流场参数辅助诊断中发挥着重要的作用[10-13]。通

过试验测量结合数值模拟的方法，可以对电弧风

洞高温复杂流场进行更全面的了解，有效指导地

面风洞试验设计[14-15]。针对电弧风洞流场进行数

值模拟及流场重构时，基于其高温复杂流场特性，

数值模拟采用 7 组分的化学反应模型（N2，O2，

NO，N，O，NO+和 e–），单温度热平衡及双温

度热非平衡两种热力学模型，模型表面采用完全

催化、有限催化、非催化壁面条件，试验模型距

离喷管出口 40～100 mm。分析不同热化学反应

模型、不同壁面催化条件、不同模型到喷管出口

的距离、流场一体化及分体计算等对电弧风洞超

声速喷管内部、出口流场分布及典型模型壁面热

流分布的影响，进一步提高电弧风洞高焓流场数

值模拟的可靠性和计算效率。同时基于电弧风洞

气动热试验及数值模拟手段，开展壁面催化效应

相关研究工作，分析热流传感器表面属性对气动

热测量的影响，进一步提高电弧风洞气动热环境

测量的精细度。 

1    试验设备及数值方法

试验设备选用了 FD04 电弧风洞，包括了加

热器、喷管、试验模型及支架、试验段、扩压段、

真空系统等，整体结构图如图 1 所示。其中，电

弧加热器采用了 20 MW 叠片加热器，喷管采用

了喉道直径 30 mm，出口直径 120 mm 的锥形喷

管，试验模型采用了某重点型号任务定制的等热

流球柱外形模型，头部半径 90 mm，圆柱直径

60 mm，头部与柱身过渡处有 R5 mm 倒角，具

体外形见图 2。

数值方法控制方程采用可压缩真实气体 N-S

方程

∂Q

∂t
+

∂

∂x
(F1+G1)+

∂

∂y
(F2+G2)+

∂

∂z
(F3+G3) = Ṡ

Ṡ

式中，Q 为守恒变量；F 和 G 分别为对流项和黏

性项，角标 1，2，3 对应 x，y，z 方向的分量；  

为非平衡源项。对流项离散采用 AUSMPW+格式，

该格式将通量分为对流项和压力通量项，并根据

马赫数确定分裂的形式[16-17]。ASUM 类格式在高

超声速模拟中有广泛的应用，计算量小且对激波

间断及边界层的捕捉具有一定优势，黏性项离散

采用中心差分格式[18]，时间离散采用 LU-SGS 隐

式方法，化学反应模型采用 Dunn & Kang 的

7 组分 11 反应模型（N2, O2, NO, N, O, NO+和

e–） [19]。关于数值方法的可行性及可靠性论证在

文献 [20] 中有详细阐述，该方法已成功应用于高

超声速流动中气动力/热的数值模拟。试验状态
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选用某重点型号飞行状态，其总焓 H0=20 MJ/kg，

总压 p0=501 kPa，由热力学平衡程序计算得到总

温 T0 及各组分质量分数，以此作为流场计算驻

室的总温总压来流条件，具体的驻室气流参数如

表 1 所示。数值模拟计算域见图 3，其中模型距

离喷管出口距离定义为 D。
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section
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section
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system

图 1　电弧风洞结构示意图

Fig. 1　Structure representation of the arc-heated wind tunnel
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图 2　等热流试验模型外形尺寸（单位：mm）

Fig. 2　Size of the uniform heat flux test model（unit：mm）
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图 3　数值模拟计算域简图及距离 D 的定义

Fig. 3　Schematic diagram of numerical simulation

computational domain and definition of distance D
  

2    一体化计算及分体计算对比

一体化计算即将喷管内流及模型外流放在一

起同时计算，其优势在于可以考虑喷管出口的膨

胀效应，对模型距喷管出口不同距离能进行更真

实的模拟。但是，在计算模型表面热流时网格需

要加密处理，保证网格尺度满足气动热计算要求，

而喷管尺度远大于模型尺度，网格不能太致密，

否则计算量会显著增加，因此需要考虑喷管网格

与模型网格尺度的匹配性。同时，喷管内部流动

和模型外部流动的时间尺度差异较大，对计算时

间步长设置、流场初始化处理均有较严格要求，

而且计算收敛较慢，计算时间较长。

分体计算是首先计算喷管内部流场，快速收

敛完毕后，提取喷管出口中心处的气流参数，包

括温度、压力、速度及组分质量分数。将这些参

数作为模型外流的来流条件进行计算，分体计算

的优势在于网格数量少，计算收敛速度快，效率

较高，但无法考虑喷管出口的膨胀效应。

 

表 1    驻室气流参数
Table 1    Stagnation flow parameters

 

Flow parameters Value

H0/(MJ·kg–1) 20

p0/kPa 501

T0/K 7095

Species mole fraction Value

N2 0.395 36

O2 0.000 21

NO 0.008 44

O 0.285 49

N 0.309 47

NO+
0.000 52

e–
0.000 51
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在一体化计算时，模型距喷管出口的距离 D

分别设置为 40，50，60，80，100 mm，实际试

验时距离为 40～50 mm，在烧蚀型材料长时间加

热烧蚀试验中，模型通常也会发生较大的烧蚀后

退，如图 4 所示，模型表面距离喷管出口距离会

不断增加，通过一体化计算也可以评估长时间烧

蚀过程中模型表面后退对加热状态的影响。
 
 

图 4　烧蚀型材料长时间烧蚀后对比照片

Fig. 4　Photo of ablative material after a long time of ablation
 

将分体计算及 5 个一体化计算共计 6 组算例

结果的流场速度 u 云图汇总，见图 5。对比几组

算例，可以看到喷管内部的流场无明显差异，模

型外流在模型头部及柱身附近无明显差异，但在

脱体激波远离模型的上下边界由于膨胀效应，一

体化计算和分体计算有差异，一体化计算激波边

界有向外扩张的趋势。而且伴随模型距喷管出口

距离不断增加，激波的脱体距离有减小的趋势，

这也是由于喷管气流向下游不断膨胀马赫数增加

导致。

提取喷管出口气流参数沿径向分布见图 6，

从速度 u 及温度 T 分布来看，6 组算例的分布几

乎完全重合，证实了之前的判断，由于喷管内部

气流是超声速气流，因此模型距喷管不同距离引

发的下游流场差异不会影响上游流场，因此一体

化计算和分体计算不会影响喷管内部的流场分布。

提取模型头部热流 q 的分布曲线如图 7 所示，

地面防热试验时驻点模型为了尽量保证头部端面

热流相近，均匀烧蚀，外形一般设计为等热流外

形，从计算结果来看，模型表面热流沿流场径向

分布较为均匀，只是在模型肩部倒角处出现一个

热流尖峰，这证实了等热流外形设计的有效性。

对比一体化计算模型距喷管出口不同距离及分体

计算的热流分布可以看出，随着距离的增加，模

型表面热流有所衰减。6 个算例中，分体计算由

于不考虑喷管的膨胀效应，整个来流边界设置为

均匀来流，模型的表面热流最高，且肩部热流峰

值相对驻点更为尖锐。

图 8 为一体化计算时模型驻点热流 qs 随距喷

管出口距离增加的分布趋势，分体计算时（对应

图 8 中 x=0 mm）驻点热流为定值 6.91 MW/m2，

 

/(m·s-1)
 

(a) 分体计算

(b) =40 mm

(c) =50 mm

(d) =60 mm

 

/(m·s-1)
   

/(m·s-1)
   

/(m·s-1)
   

(e) =80 mm

/(m·s-1)
   

(f) =100 mm

/(m·s-1)
   

图 5　电弧风洞流场分体及一体化计算速度云图对比

Fig. 5　Comparison of velocity distribution of separated and

integrated calculation for the flow in arc-heated wind tunnel

806 力　学　与　实　践　 2024  年  第  46  卷



管出口距离增加的分布趋势，分体计算时（对应

距离 40 mm 时一体化计算的热流为 6.76 MW/m2，

相比分体计算衰减了 2.1%，而距离 50，60，80

和 100 mm 时一体化计算的热流相较于分体计算

衰减比例依次为 3.3%，4.5%，6.4% 和 8.1%。可

见，在模型距离喷管距离较近时（热流衰减小于

5%），分体计算和一体化计算差异很小，采用分

体计算提高计算效率是可行的，但是在模型距离

喷管出口较远时（热流衰减大于 5%），则一体

化计算更为准确。
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图 8　模型驻点热流随距喷管出口距离变化分布

Fig. 8　Stagnation heat flux distribution of the model varies

with the distance from the nozzle outlet
 

因此，通过电弧风洞高焓流动数值模拟辅助

诊断手段，可以有效指导地面烧蚀试验设计，在

烧蚀模型长时间烧蚀过程中，模型如果出现后退

量较大的情况，则需要考虑考核状态衰减的影响，

增加移动送进机构，保证模型距离喷管出口距离

不变，以获得相同的加热考核状态，确保地面烧

蚀试验模拟参数的准确性。 

3    热化学模型对比

数值模拟热化学模型进行对比时，选用单温

度和双温度两种热力学模型，单温度模型用一个

平动温度 T 就可以描述流动中的各能量模式，适

用于振动弛豫时间远小于流动特征时间的热平衡

流动，双温度模型则同时考虑了平动温度 T 和振

动温度 Tv，适用于流动中振动弛豫时间与流动特

征时间在同一量级的热非平衡流动。

提取模型驻点线平动温度、密度和压力值，

如图 9 所示。可以看出，不同热力学模型对激波

后温度和密度的影响较大，对压力的影响较小。
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图 6　喷管出口气流参数分布

Fig. 6　Flow parameters distribution at the nozzle outlet
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图 7　模型头部热流分布

Fig. 7　Heat flux distribution of the model head
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对于平动温度，在经过激波压缩后快速上升达到

峰值，双温度模型波后平动温度峰值要高于单温

度模型，随后逐渐降低，双温度模型由于非平衡

效应存在气体平动及振动能量的转化分配过程，

下降的进程较为缓慢。从波后密度对比可以看出

双温度模型的波后密度相对单温度模型偏低，造成

双温度模型的激波脱体距离要大于单温度模型。

对比两种热力学模型条件下的试验模型表面

热流分布，见图 10，可以看出，单温度模型的表

面热流整体高于双温度模型，单温度模型计算的

驻点热流值为 6.68 MW/m2，双温度模型计算值

为 6.25 MW/m2，单温度模型驻点热流相对双温

度模型高出 6.99%，这同样是由于双温度模型气体

能量分配机制与单温度模型存在差异。从尺度效

应来看，对于模型几何尺度较大、流动特征时间远

大于能量弛豫时间、流场中热非平衡区域占比较小

的情况，采用单温度模型可以提高计算效率，但

是对于模型几何尺度较小、热非平衡区域占比较

大的情况，应选用双温度模型来提高模拟精度。
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图 10　不同热化学模型计算结果及试验结果对比

Fig. 10　Comparison of calculation results based on different

thermochemical models and experimental results
  

4    壁面催化效应数值及试验研究

对于电弧风洞高焓流动壁面催化效应相关数

值及试验研究，在数值模拟时，选择完全催化

（fully catalytic wall，FCW，γ=1）、有限催化、

完全非催化（non-catalytic wall，NCW，γ=0）

多种壁面边界条件，对比模型表面气动热分布，

见图 11。图中黑色菱形点代表两次重复性试验汇

总后的有效测量值，采用安装了塞式量热计的等

热流测试模型测量得到，测试模型见图 12。
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图 9　不同热化学模型驻点线气流参数分布

Fig. 9　Flow parameters at the stagnation line of different

thermochemical models
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从图 11 可以看出，完全催化热流最高，完全

非催化热流最低，有限催化热流介于中间。驻点

完全催化热流是非催化热流的 2.1 倍，可以看出

在电弧风洞高焓流场环境下，壁面催化效应对气

动热的影响非常显著。
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图 11　不同壁面催化条件计算结果及试验结果对比

Fig. 11　Comparison of calculation results based on different

wall catalytic condition and experimental results
 
 
 

slug calorimeter

图 12　等热流测试模型及塞式量热计

Fig. 12　Uniform heat flux test model and slug calorimeter
 

从图 13 模型驻点线组分质量分数分布可以看

出，在两种极限壁面催化条件下，组分在模型壁

面的分布呈现显著差异，在完全催化条件下，壁

面的 N 和 O 原子快速完成复合，并释放化学能，

从而显著增加了壁面热流。更具体的驻点组分质

量分数如表 2 所示，完全催化条件下，驻点的 N

和 O 原子质量分数为 0，N2 和 O2 分子的质量分

数为 0.76 和 0.22，分子质量分数占比远高于完全

非催化条件下的比例，这些都验证了上述分析，

壁面催化效应通过影响壁面附近化学组分的分布，

从而显著影响模型壁面热流。
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图 13　驻点线组分质量分数分布

Fig. 13　Mass fraction of the species at the stagnation line
 
 

表 2    驻点组分质量分数表
Table 2    Mass fraction table of the species at the

stagnation point
 

Wall catalytic condition N2 O2 NO N O

NCW 0.70 0.00 0.00 0.07 0.23

FCW 0.76 0.22 0.02 0.00 0.00

 

数值计算条件有限催化复合系数 γ从 0.005

增加至 0.1 时，模型表面的热流在逐渐增加，对

比试验测量值可以看出，催化复合系数 γ=0.022

时，计算值与试验结果最为接近。试验中热流传

感器采用的是塞式量热计，其感温基体材料为无

氧铜，从文献可知，无氧铜的催化复合系数 γ在

0.1 附近，接近于完全催化材料，Cu2O 和 CuO

催化复合系数 γ在 0.02 附近，属于中等催化材

料[21]。可以发现，数值计算结果 γ=0.022 与无氧

铜 Cu 催化复合系数并不匹配，与 Cu2O 和 CuO

的催化复合系数更为接近。

为了验证该现象，采用 PHENOM 公司生产

的台式扫描电镜开展 X 射线原子能谱分析，对塞

式量热计的表面成分进行分析，样品选择了 3 种

类型，标记为 1～3 组，每种类型有 A，B 两个样

品：1#为砂纸机械打磨过的铜塞块，2#为在空

气中正常放置数月的铜塞块，3#为在电弧风洞气

流冲刷后的铜塞块，如图 14 所示。

塞块表面 O 及 Cu 原子含量分析数据如表 3

所示。可以看出，1#，2#及 3#样品表面 O/Cu

原子含量比例平均值分别为 0，0.70 和 1.01，可

以认为机械打磨后的样品表面几乎为纯净的无氧

铜，长期在空气中暴露存放后氧化为 Cu2O 或

 第  4  期 周　凯等：电弧风洞高焓流动模拟及壁面催化效应研究 809



CuO，而在电弧风洞气流冲刷后的表面几乎完全

氧化为稳定的 CuO，验证了之前文献的叙述。因

此塞式量热计的试验测量值可以认为是塞块表面

Cu 氧化成 CuO 条件下的热流测量值，同时，通

过试验与数值模拟结果的相互校核，也进一步验

证了数值方法的可靠性。
  

1# 2# 3#

图 14　3 种类型铜塞照片

Fig. 14　Three types of copper slug photos

  
表 3    塞块表面 O 及 Cu 原子含量比例表

Table 3    Oxygen and copper atomic content ratio
table at the slug surface

 

O/Cu

atomic content ratio
A B Average

1# 0.00 0.00 0.00

2# 0.69 0.72 0.70

3# 0.95 1.06 1.01

  

5    结论

针对电弧风洞高温流场复杂特性，采用数值

模拟对喷管内流及等热流试验模型外流进行计算，

对比一体化计算模型距喷管出口不同距离及分体

计算、不同热化学模型、不同壁面催化条件对流

场及试验模型表面气动热结果的影响，得到以下

结论。（1）一体化计算考虑喷管的膨胀效应，

可以模拟模型距喷管不同距离时模型表面热流变

化，但是在模型距喷管出口距离较近时（热流衰

减小于 5%），距离对热流的影响可以忽略，可

以采用分体计算提高计算效率。烧蚀型材料在长

时间烧蚀过程中后退量较大时，需要考虑模型表

面后退对加热状态削弱的影响。（2）电弧风洞

数值模拟双温度模型平动温度峰值高于单温度模

型，波后密度低于单温度模型，单温度模型计算

得到的等热流球柱模型表面热流高出双温度模型

6.99%。（3）电弧风洞高焓流动壁面催化效应对

模型表面气动热有显著影响作用，完全催化热流

接近完全非催化热流的 2.1 倍。热流传感器的表

面催化属性会影响气动热测量结果，采用无氧铜

基体的塞式量热计进行电弧风洞热流测量时，其

表面会被氧化成 CuO，数值模拟壁面采用有限催

化条件 γ=0.022 时计算结果与试验结果更接近，

也与文献中 CuO 的催化复合系数匹配。
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