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摘　要：为预报泵喷推进器转子与湍流互作用宽频非定常激振力，在 Ｓｅａｒｓ函数的基础上，考虑随机湍流
波的影响，推导了螺旋桨宽频非定常激振力预报公式，并与实验值对比验证了该公式。进一步考虑泵喷推进

器转子工作在前导叶尾流场的情况，通过Ｇａｕｓｓ尾流模型建立叶片尾流湍流波数谱，通过经验公式计算叶片
尾流场参数。推导得到泵喷推进器转子宽频非定常激振力预报公式，通过公式计算得到的宽频非定常激振

力与数值计算结果相近。分析了流场参数的变化对推进器转子宽频辐射噪声预报结果的影响。研究得到，

湍流强度只影响宽频非定常激振力预报结果的幅值，湍流积分尺度对幅值和频谱形状都有较大的影响。
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　　水下泵喷推进器噪声一直以来被国内外许多
学者关注和研究［１］，其噪声分为空化噪声和无空

化噪声。空化噪声是水面舰船泵喷推进器的主要

特性，而对于强调隐声性能的潜艇而言要避免其

产生空化噪声，因此，无空化噪声是潜艇推进器主

要噪声［２］。从噪声源上分析，泵喷推进器无空化

噪声源在频域上一般分为两部分：离散激振力源

分量和宽频激振力源分量。船尾伴流与泵喷推进

器互作用产生离散激振力源，入流湍流与泵喷推

进器互作用产生宽带激振力源［３］。随着离散激

振力源被抑制，宽频激振力源成为泵喷推进器主

要噪声源［４－５］。为降低泵喷推进器激振力产生的

宽带辐射噪声，深入研究湍流场中泵喷推进器非

定常宽频激振力源是很有必要的。

Ｈｏｗｅ［６］提出一种可计算平板非定常响应的
经验模型，但是该模型依赖于实验测量的数据。

为预报平板与湍流互作用产生的激振力，Ｃｈａｓｅ［７］

通过风洞实验拟合给出一种壁面压力谱经验模

型，Ｃｉａｐｐｉ等［８］采用 Ｃｈａｓｅ模型预报船体表面的
宽频加速度响应谱，并通过拖曳水池实验验证了

该模型，然而该经验模型依旧依赖于计算流体力

学（ｃｏｍｐｕｔａｔｉｏｎａｌｆｌｕｉｄｄｙｎａｍｉｃｓ，ＣＦＤ）或实验提
供边界层厚度、剪力等参数。Ｋａｒｍａｎ等［９］针对二

维薄翼模型，考虑薄翼尾流涡的影响，指出尾流涡
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会诱导薄翼表面产生非定常脉动压力。由此

Ｓｅａｒｓ［１０］假设薄翼弦长相对波长忽略不计，推导得
到著名的 Ｓｅａｒｓ传递函数，该函数建立了湍流波
与薄翼表面非定常升力之间的关系。在此基础

上，Ｂｌａｋｅ［１１］应用谱方法推导出螺旋桨宽频噪声
计算公式，但由于模型对流场过度简化导致计算

误差较大。因此，Ｓｅｖｉｋ［１２］提出相关性法计算螺旋
桨宽频激振力，并通过水洞实验验证，结果显示计

算值与实验值趋势一致，但计算值未能准确地描

述宽带噪声在叶频处的峰值。Ｊｉａｎｇ等［１３］将螺旋

桨旋转带来的影响考虑在内，分别采用频谱法［１１］

和相关性法计算螺旋桨非定常激振力，两种方法

都能准确地预报螺旋桨非定常激振力在叶频处的

峰值，频谱法和相关性法没有本质的区别。蒲汲

君等［１４］、蒋靖伟等［１５］在 Ｊｉａｎｇ的研究基础上分析
了螺旋桨和流场参数对宽带非定常激振力的

影响。

但与螺旋桨不同的是，泵喷推进器一般采用

定转子布置形式［１６］，在计算转子宽频辐射声功率

时，必须考 虑 前 导 叶 对 预 报 结 果 的 影 响。

Ｎａｌｌａｓａｍｙ等［１７］针对轴流风扇出口导叶辐射噪声

问题，采用Ｇａｕｓｓ尾流模型模拟转子尾流，建立了
转子尾流湍流波数谱模型，结合线性的 Ｎ－Ｓ方
程得到风扇出口导叶宽频非定常激振力，通过声

类比方程得到出口导叶的辐射声功率，并通过实

验进行了验证。Ｐｏｓｓｏｎ等［１８］结合 Ｎａｌｌａｓａｍｙ建立
的转子尾流模型和叶栅响应函数［１９］，推导得到风

扇出口导叶宽频辐射声功率计算公式，并通过美

国国家航天局 （ｎａｔｉｏｎａｌａｅｒｏｎａｕｔｉｃｓａｎｄｓｐａｃｅ
ａｄｍｉｎｉｓｔｒａｔｉｏｎ，ＮＡＳＡ）实验模型进行了验证。

泵喷推进器定转子布置形式与空气中的轴流

风扇相似，均具有定转子结构。为此，本文将从

Ｓｅａｒｓ函数出发，结合叶片尾流模型，推导得到泵
喷推进器转子宽频非定常激振力，并与数值结果

进行对比验证。最后，进一步分析流场参数对泵

喷推进器宽频非定常激振力的影响。

１　公式推导与验证

１．１　宽频激振力计算表达式

忽略叶片厚度影响，采用条带法将前导叶和

转子沿径向等分为若干条带并在半径 Ｒ处展开，
顺着展向可得到如图１所示的二维模型，图中 ｃ
为转子叶片弦长，ｓ为转子叶片间距，αｓ为转子安
放角，Ω为转子角速度，α为前导叶安放角，（ｘｓ，
ｙｓ）为固定在转子上的坐标系。

图１　２Ｄ前导叶－转子模型
Ｆｉｇ．１　２Ｄｍｏｄｅｌｏｆｔｈｅｉｎｌｅｔｇｕｉｄｅｖａｎｅａｎｄｔｈｅｒｏｔｏｒ

当上述图中转子入流为简谐湍流波时，

Ｗ·ｎ＝Ｗ０ｅ
－ｉωｔ＋ｉｋｘｘｓ＋ｉｋｙｙｓ＋ｉｋｚｚｓ （１）

式中，Ｗ为流场中湍流向量，ｎ为叶栅叶片法向向
量，Ｗ０为简谐湍流波幅值，ω为湍流波角频率，ｔ
为时间，ｋｘ、ｋｙ分别为湍流波在 ｘｓ、ｙｓ方向上的波
数，ｉ为虚数单位。Ｓｅａｒｓ［１０］针对图１所示的模型，
建立了叶片非定常响应与湍流之间的关系，在简

谐湍流波条件下，转子叶片表面的非定常激振

力为：

Ｐ＝ρπｃＷ０ＵＳｅ（ｋｘｃ／２） （２）
式中，ρ为流体密度，Ｕ为平均入流速度，Ｓｅ为
Ｓｅａｒｓ函数，则

Ｓｅ（κ）＝２ｉκπ
１

Ｈ（２）１ （κ）＋ｉＨ
（２）
０ （κ[ ]） （３）

式中，Ｈ０和Ｈ１分别表示第０阶和第１阶 Ｈａｎｋｅｌ
函数，式（２）表示第二类Ｈａｎｋｅｌ函数。

考虑到实际叶片工作在随机湍流中，转子入

射流为前导叶尾流。设此时静子入流湍流脉动幅

值为 珔ｗ０（Ｘ，ｔ），其中包含背景流湍流脉动速度分
量ｗ１（Ｘ，ｔ）和前导叶尾流湍流脉动速度分量
ｗ２（Ｘ，ｔ），考虑ｚ方向（叶片展向）湍流的变化，则

Ｗ·ｎ＝珔ｗ０（Ｘ，ｔ）ｅ
－ｉωｔ＋ｉｋｘｘ＋ｉｋｙｙ＋ｉｋｚｚ （４）

式中，Ｘ＝（ｘ，ｙ，ｚ），珔ｗ０（Ｘ，ｔ）为随机湍流波的幅
值。通过叶片非定常激振力式（２），取期望值可
得到叶片的非定常宽频激振力为：

Ｆｗ＝珔ｗ０（Ｘ，ｔ）珔ｗ
Ｈ
０（Ｘ′，ｔ′）（ρπｃＵ）

２Ｓｅ（ｋｘｃ／２）Ｓｅ（ｋｘｃ／２）
Ｈ

（５）
珔ｗ０（Ｘ，ｔ）可进一步分解为时间变化量与空间

变化量的乘积［１８］，则

珔ｗ０（Ｘ，ｔ）＝ｈ０（Ｘ－ｔＵｘｕｘ）ｇ０（Ｘ） （６）
式中：ｈ０（Ｘ－ｔＵｘｕｘ）为归一化后湍流脉动随时间
的变化量，ｕｘ为速度向量；ｇ０（Ｘ）为湍流脉动随空

·４９１·
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间的变化量。进一步可得

　珔ｗ０（Ｘ，ｔ）珔ｗ
Ｈ
０（Ｘ′，ｔ′）＝Ｈ０（Ｘ－ｔＵｘｕｘ）Ｇ０（Ｘ） （７）

式中，Ｈ０（Ｘ－ｔＵｘｕｘ）＝ｈ０（Ｘ－ｔＵｘｕｘ）ｈ
Ｈ
０（Ｘ′－

ｔ′Ｕ′ｘｕｘ），Ｇ０（Ｘ）＝ｇ１（Ｘ）ｇ
Ｈ
１（Ｘ）＋ｇ１（Ｘ）ｇ

Ｈ
２（Ｘ）＋

ｇＨ１（Ｘ）ｇ２（Ｘ）＋ｇ２（Ｘ）ｇ
Ｈ
２（Ｘ）。

当背景湍流为充分发展的湍流时，有

ｇ１（Ｘ）＝ｕ１ （８）
式中，ｕ１为背景流湍流平均脉动速度。忽略转子
叶片厚度，采用 ＰａｒｋＧａｕｓｓ尾流模型模拟转子叶
片尾流，则：

ｇ２（Ｘ）＝ｕ２∑
ｎ∈ＺＺ
ｅｘｐ－π ｙ－ｘｔａｎ（αｒ）－ｎｓＲ( )Ｌ[ ]

２

（９）
式中，ｕ２为转子尾流湍流脉动速度，Ｌ为转子叶栅
尾流尾迹宽度，ｓＲ 为转子叶栅叶片间隙。以
ｓＲｃｏｓ（αＲ）为周期，通过傅里叶级数展开，将
式（１９）化为如下形式：

ｇ２（Ｘ）＝
ｕ２Ｌ
ｓＲ∑ｍ∈ＺＺｅｘｐ －π

ｎＬ
ｓ( )
Ｒ

２
－ｉ ２ｎπ
ｓＲｃｏｓ（αｒ

( )）Ｘ·ｎ[ ]ｒ
（１０）

式中，ｎ为整数，ｎｒ为转子叶片法向向量。综合
式（６）～（１０），将式（５）中的 珔ｗ０（Ｘ，ｔ）珔ｗ

Ｈ
０（Ｘ′，ｔ′）

转化为与转子尾流湍流波数谱 Φ０（Ｋ）相关的函
数，则

ｗ０（Ｘ，ｔ）ｗ
Ｈ
０（Ｘ′，ｔ′）＝δ（ｋ′ｘＵｘ－ω）ＡΦ０（Ｋ）ｄＫｄω

Φ０（Ｋ）＝Ψ１＋Ψ２＋Ψ
{

３

（１１）
其中

Ψ１ ＝ｕ
２
１φ′（Ｋ０）

Ψ２ ＝
ｕ１ｕ２Ｌ
ｓＲ ∑ｎ∈ＺＺｅｘｐ－π

ｎＬ
ｓ( )
Ｒ

[ ]２·
　　 φ′Ｋ０－

２ｎπ
ｓＲｃｏｓ（αＲ）

ｎ( )２ ＋φ′（Ｋ０[ ]）
Ψ３ ＝

ｕ２Ｌ
ｓ( )
Ｒ

２

∑
ｎ∈ＺＺ
ｅｘｐ－π（ｎＬｓＲ

）[ ]２ ２
·

　　 φ′Ｋ０－
２ｎπ

ｓＲｃｏｓ（αＲ）
ｎ( )



















２

式中，φ′（Ｋ）为单位湍流脉动幅值下的湍流波数
谱。从而可得到考虑前导叶的转子叶栅宽频辐射

声功率计算表达式为：

Ｆｗ ＝δ（ｋ′ｘＵｘ－ω）ＡΦ０（Ｋ）ｄＫｄω
Ａ＝（ρπｃＵ）２Ｓｅ（ｋｘｃ／２）Ｓｅ（ｋｘｃ／２）

{ Ｈ

（１２）

不考虑旋转泵喷推进器的侧斜和纵倾，其湍

流波角频率ω与测试角频率ω０的关系为：

ω０ ＝ω－ωＲｋ

ωＲｋ ＝－ σ－２πｋ( )ｓ
Ω{ Ｒ

（１３）

式中，σ＝ｋｘｄ＋ｋｙｈ为相邻叶片湍流入流相位差，
ｋ为整数，Ω为转子角速度，ωＲｋ为由于旋转导致
的角频率变化量。将式（１３）代入式（１２）可得：

Ｆｗ ＝∑
ｋ
δ（ｋ′ｘＵｘ－ω０－ωＲｋ）ＡΦ０（Ｋ）ｄＫｄω

（１４）
令ｋｙｈ＝ｋ′ｙｈ＋２πｋ可得：

Ｆｗ ＝∑
ｋ
Ａ（ｋ）Ｕｘ Φ０（ｋ０，ｋｙ，ｋｚ）ｄｋｙｄｋｚｄω

ｋ０ ＝
ω０ｓ－ｋｙΩＲｈ
ｓＵ

{
ｘ

（１５）
将叶栅横坐标系转换到柱坐标系，考虑转子

的旋转，从而将式（１５）化为：

Ｆｗ ＝∑
ｋ
Ａ（ｋ）ｒＵｒΦ０（ｋｒ，ｋθ，ｋｚ０）ｄｋｚｄω

ｋｒ＝
ω０＋ｋΩ
Ｕｒ

ｋθ＝－
ｋ













ｒ

（１６）

此时，Ｕｒ＝Ｕｘ为柱坐标系下叶片平均入流流

速，叶片入流相位差角 σ＝２πｋＢ，Ｂ为叶片数。沿

半径对叶片进行积分得到：

Π ＝ＢＡＴ（ｋ）ｒＵｘ∑ｋ Φ０（ｋｒ，ｋθ，ｋｚ０）ｄｒｄｒ′ｄｋｚ０
ＡＴ（ｋ）＝Ａ（ｋ）ｃｏｓλｃｏｓλ

{
′

（１７）
式中，λ为叶片在半径ｒ处的螺距角。

１．２　湍流谱模型

为计算湍流与叶片互作用产生的非定常激振

力，需要对叶片的湍流进行量化。然而螺旋桨或

泵喷推进器进流参数的实验测量困难，且目前没

有准 确 的 数 学 模 型 来 描 述 湍 流 场。为 此

Ｌｉｅｐｍａｎｎ湍流波数谱、Ｋｅｒｓｃｈｅｎ湍流波数谱等湍
流近似模型被提出［１９］。

假设泵喷推进器入流湍流为各向同性均匀，

经实验验证 Ｌｉｅｐｍａｎｎ模型鲁棒性较好且受参数
变化的影响较小，此时式（１５）中的Φ０为：

　Φ０（Ｋ）＝
２Λ５ｕ２

π２
ｋ２ｘ＋ｋ

２
ｚ

［１＋Λ２（ｋ２ｘ＋ｋ
２
ｙ＋ｋ

２
ｚ）］

（１８）

式中，Λ为湍流积分尺度，ｕ为平均脉动速度。
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然而实际的泵喷推进器入流湍流涡在泵喷推

进器的拉伸作用下会发生轴向畸变，如图２所示。
为考虑泵喷推进器的拉伸作用，Ｋｅｒｓｃｈｅｎ建立了
一种轴对称湍流谱模型，其一般形式为：

Φ０（Ｋ）＝（ｋ
２
ｘ＋ｋ

２
ｚ）Ｇ１＋［（１－Ｑ

２
２１）ｋ

２－ｋ２ａ－

ｋ２ｙ＋２ｋａＱ２１ｋｙ］Ｇ２ （１９）

图２　湍流涡拉伸

Ｆｉｇ．２　Ｄｉａｇｒａｍｏｆｔｈｅｔｕｒｂｕｌｅｎｔｖｏｒｔｅｘｔｅｎｓｉｏｎ

对于无侧斜和纵倾的泵喷推进器有 Ｑ２１＝
－ｓｉｎα，则

Ｇ１＝
２ｕ２ｙ
π２

ΛｘΛ
４
ｙ

（１＋Ｌ２ｘｋ
２
ａ＋Ｌ

２
ｙｋ
２
ｙ）
３

Ｇ２＝ ２
ｕ２ｙ
ｕ２ｘ
－
Ｌ２ｙ
Ｌ２ｘ[ ]－１Ｇ１

ｋ２＝ｋ２ｘ＋ｋ
２
ｙ＋ｋ

２
ｚ

ｋａ＝ｃｏｓαｋｘ－ｓｉｎαｋ















ｙ

（２０）

式中，ｕｘ、ｕｙ分别为泵喷推进器进流湍流在 ｘ和 ｙ
方向上的湍流脉动幅值，Λｘ、Λｙ分别为 ｘ和 ｙ方
向上的湍流积分尺度。

２　公式验证

２．１　与螺旋桨实验模型对比

Ｓｅｖｉｋ［１２］通过水洞实验对螺旋桨与湍流互作
用宽带非定常激振力进行了研究，图 ３为实验
螺旋桨结构示意图。实验螺旋桨叶片数为 １０，
叶片无纵倾和侧斜，螺旋桨叶片弦长恒定为

２５４２ｍｍ，叶稍半径为１０１６０ｍｍ，叶根半径为
２５００ｍｍ，螺旋桨进速系数为１２２。与本文公
式计算相关的螺旋桨工况与入流参数如表 １
所示。

图４为采用本文计算方法得到的非定常激振
力和实验值对比。本文方法结算结果包括采用

Ｌｉｅｐｍａｎｎ湍流波数谱计算结果和采用 Ｋｅｒｓｃｈｅｎ
湍流波数谱计算结果。由于缺乏翔实的实验数

据，在采用Ｋｅｒｓｃｈｅｎ湍流波数谱预报螺旋桨非定
常激振力时假设ｕｘ＝ｕｙ，对比 Λｘ＝０５Λ和 Λｙ＝
２Λ工况。

图３　Ｓｅｖｉｋ实验模型
Ｆｉｇ．３　Ｓｅｖｉｋｔｅｓｔｍｏｄｅｌ

表１　Ｓｅｖｉｋ实验模型静子入流参数
Ｔａｂ．１　ＩｎｆｌｏｗｐａｒａｍｅｔｅｒｓｏｆｔｈｅＳｅｖｉｋｔｅｓｔｍｏｄｅｌ

参数 值

螺旋桨进速系数 １．２２

螺旋桨转速／（ｒ／ｓ） １８．４３

湍流积分尺度／ｍｍ ２０

湍流强度 ０．０３

来流流速／（ｍ／ｓ） ４．５７

通过对比可得，在３００Ｈｚ以下频率范围，采
用Ｋｅｒｓｃｈｅｎ湍流波数谱模型得到的非定常宽频
推力谱与实验值一致，较准确地预报了推力谱在

叶频处出现的波峰；在３００～６００Ｈｚ频率范围，采
用Ｋｅｒｓｃｈｅｎ湍流波数谱模型计算得到的结果与
实验值差别较大，这是由于 Ｋｅｒｓｃｈｅｎ湍流波数谱
模型依赖于准确的湍流涡参数，通过经验确定的

湍流涡参数误差较大。图４中，Ｌｉｅｐｍａｎｎ湍流波
数谱模型得到非定常激振力谱与相关性法计算得

图４　实验值与计算值对比
Ｆｉｇ．４　Ｃｏｍｐａｒｉｎｇｂｅｔｗｅｅｎｔｅｓｔｖａｌｕｅａｎｄｃａｌｃｕｌａｔｅｄｖａｌｕｅ

到的结果一致，较准确地预报了推力谱在叶频处

出现的波峰。整体而言，在缺乏准确的湍流参数

时，在６００Ｈｚ以下频率范围，采用鲁棒性较好的
Ｌｉｅｐｍａｎｎ模型预报得到的螺旋桨非定常宽频推

·６９１·



　第１期 武星宇，等：泵喷宽带非定常激振力预报与参数分析

力与实验值误差更小。在 ２２节中，将采用
Ｌｉｅｐｍａｎｎ模型进一步研究具有前导叶的泵喷推
进器转子非定常激振力。

２．２　与泵喷推进器数值模型对比

泵喷推进器结构如图５所示，该推进器具有
前导叶和转子，其中 Ｕ为转子平均入流速度，前
导叶叶片数为１１，转子叶片数为９，转子转速为
３５０ｒ／ｍｉｎ。与本文公式计算相关的推进器参数
如表２所示，其中与长度相关的参数通过导管半
径进行了无因次处理。

图５　泵喷推进器结构示意图
Ｆｉｇ．５　Ｓｃｈｅｍａｔｉｃｏｆｐｕｍｐｊｅｔｐｒｏｐｅｌｌｅｒｓｔｒｕｃｔｕｒｅ

表２　泵喷推进器主要参数
Ｔａｂ．２　Ｍａｉｎｐａｒａｍｅｔｅｒｓｏｆｔｈｅｐｕｍｐｊｅｔｐｒｏｐｅｌｌｅｒ

参数 值

导管半径 １

轮毂半径 ０．３２

前导叶与转子间距 ０．１３

转子叶中弦长 ０．３５

转子叶稍安放角／（°） ６０

转子叶根安放角／（°） ２８

前导叶叶中安放角／（°） ８

进速系数 １．２

与螺旋桨不同的是，该型泵喷推进器转子工

作在前导叶尾流中，在计算时需要考虑前导叶对

转子非定常激振力的影响。图６对比了泵喷推进
器转子宽频非定常激振力 ＣＦＤ计算结果与本文
公式计算结果，由于推进器转速相对图４螺旋桨
模型较低，所以泵喷推进器宽带谱的波峰效应不

明显。本文公式计算结果包括不考虑前导叶结果

和考虑前导叶结果，在采用公式计算时，背景流和

前导叶尾流的湍流强度为００３，湍流积分尺度为
Λ／ＲＴ＝００３，前导叶尾流的半尾迹宽度通过经验

公式确定［２０］。通过图６可得，在６００Ｈｚ以下频
率范围，公式计算得到的泵喷推进器转子非定常

激振力与数值计算结果趋势一致，是否考虑前导

叶的影响对非定常激振力谱的发展趋势影响不

大，但考虑前导叶计算得到的结果在幅值上大于

不考虑前导叶的计算结果，这是因为前导叶的影

响使得转子进流流场的不均匀度增加，且在上述

工况下考虑前导叶的结果与数值计算结果相近。

图６　数值计算值与计算值对比
Ｆｉｇ．６　Ｃｏｍｐａｒｉｎｇｂｅｔｗｅｅｎｎｕｍｅｒｉｃａｌｖａｌｕｅａｎｄ

ｃａｌｃｕｌａｔｅｄｖａｌｕｅ

为分析湍流参数对泵喷推进器转子非定常宽

频激振力预报结果的影响，图７给出了不同湍流
强度和湍流积分尺度下的转子非定常激振力谱对

比曲线。图７（ａ）对比了湍流强度Ｉ分别为００１、
００２、００３、００４、００５时泵喷推进器转子的非定
常激振力谱。由图７（ａ）可得，当频率低于６００Ｈｚ
时，湍流强度越大，转子的非定常激振力也就越

大。但是随着湍流强度的增加，非定常激振力的

增加幅度逐渐减小。

图 ７（ｂ）对比了湍流积分尺度 Λ分别为
００１ＲＴ、００２ＲＴ、００３ＲＴ、００４ＲＴ、００５ＲＴ时的转
子非定常激振力谱，ＲＴ为转子叶稍半径。由
图７（ｂ）可得，在０～６００ｋＨｚ频率范围，湍流积分
尺度的变化对转子非定常宽频激振力谱随频率的

发展趋势有一定的影响，具体表现为：在１５０Ｈｚ
以下频率，湍流积分尺度越大，非定常激振力越

小；在１５０Ｈｚ以上频率，湍流积分尺度越小，非定
常激振力越小。但总体来看，湍流积分尺度的变

化对泵喷推进器转子的非定常激振力谱的幅值影

响较小。

通过图７可得，湍流参数的变化对泵喷推进
器转子的非定常激振力有一定的影响，特别是湍

流强度对其幅值有很大的影响，这是因为湍流强

度越大，转子进流场的脉动速度越大，湍流与叶片
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（ａ）湍流强度
（ａ）Ｔｕｒｂｕｌｅｎｃｅｉｎｔｅｎｓｉｔｙ

（ｂ）湍流积分尺度
（ｂ）Ｔｕｒｂｕｌｅｎｃｅｉｎｔｅｇｒａｌｓｃａｌｅ

图７　湍流参数对泵喷推进器转子
非定常宽频激振力的影响

Ｆｉｇ．７　Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅｏｆｔｕｒｂｕｌｅｎｃｅｐａｒａｍｅｔｅｒｓｏｎｕｎｓｔｅａｄｙ
ｂｒｏａｄｂａｎｄｕｎｓｔｅａｄｙｆｏｒｃｅｏｆｐｕｍｐｊｅｔｐｒｏｐｅｌｌｅｒｒｏｔｏｒ

的相互作用越强。相对于湍流强度，湍流积分尺

度对转子非定常激振力谱的影响较小。

３　分析和讨论

针对２２节的泵喷推进器模型，采用考虑前
导叶尾流作用的转子宽频非定常激振力计算公式

分析叶片参数对转子宽频非定常激振力的影响。

忽略叶片参数变化对转子入流流场的影响，

图８（ａ）～（ｂ）分别给出了不同弦长和安放角下
泵喷推进器转子的非定常激振力谱。

图８（ａ）对比了弦长ｃ分别为０５ｃｄ、１ｃｄ、２ｃｄ、
３ｃｄ、４ｃｄ时的转子非定常激振力，ｃｄ为原推进器弦
长。由图８（ａ）可得，当频率低于６００Ｈｚ时，弦长
越长，转子的非定常激振力也就越大。但是随着

弦长的增加，非定常激振力的增加幅度逐渐减小，

弦长ｃ＝０５ｃｄ与 ｃ＝１ｃｄ时的非定常激振力幅值
相差最大。

（ａ）弦长
（ａ）Ｃｈｏｒｄｌｅｎｇｔｈ

（ｂ）安放角
（ｂ）Ｓｔａｇｇｅｒａｎｇｌｅ

图８　叶片参数对泵喷推进器转子
非定常宽频激振力的影响

Ｆｉｇ．８　Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅｏｆｂｌａｄｅｐａｒａｍｅｔｅｒｓｏｎｕｎｓｔｅａｄｙ
ｂｒｏａｄｂａｎｄｕｎｓｔｅａｄｙｆｏｒｃｅｏｆｐｕｍｐｊｅｔｐｒｏｐｅｌｌｅｒｒｏｔｏｒ

图８（ｂ）对比了安放角变化对转子非定常宽
频激振力谱的影响，表示的是转子叶片不同半径

处的安放角变化均为Δθ，考虑角度变化对转子入
流流速的变化，此时的转子入流流速 ＵΔθ＝
Ｕｃｏｓ（Δθ）。由图８（ｂ）可得，减小５°和１０°转子安
放角使得转子非定常激振力谱略微增加，但增加

幅度较小。增加转子安放角会使得非定常激振力

幅值降低，增大１０°转子安放角使得非定常激振
力幅值减小幅值较大。

４　结论

本文在Ｓｅａｒｓ函数的基础上考虑随机湍流涡
与泵喷推进器的相互作用，推导得到螺旋桨宽频

非定常激振力频域计算公式，通过与 Ｓｅｖｉｋ水洞
实验模型对比验证了本文公式，与时域的相关性

法比较，两者并不存在本质上的区别。但是，相对
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于时域的相关性法，频域的计算方法通过结合湍

流波数谱模型，能够考虑泵喷推进器转子前导叶

对其宽频非定常激振力的影响。通过与泵喷推进

器数值模型计算结果对比，验证了本文公式，并通

过参数分析得到如下结论：

１）本文公式能够较准确地预报泵喷推进器
转子的非定常宽频激振力，但是其预报结果依赖

于湍流参数，特别是湍流强度对预报结果影响较

大，主要影响其幅值。

２）忽略叶片参数的变化对转子湍流入流的
影响，降低转子弦长和增加转子安放角能够在一

定程度上减小泵喷推进器转子的非定常激振力。

综上所述，本文解析公式可预报工作在前导

叶尾流中转子的非定常宽频激振力。相对于时域

的相关性法，从频域的角度能够考虑前导叶的影

响，适用于泵喷推进器转子的非定常性能预报与

定性的参数研究，为下一步研究泵喷推进器辐射

噪声打下基础。但是，本文公式也存在一定的缺

陷，由于比较依赖湍流参数，如果需要定量的研究

还需通过实验法或数值计算方法提供转子入流

参数。
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