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摘 要 

随着船舶大型化与节能减排要求的不断提高，实尺度条件下船舶水动力性能的准

确预测已成为船舶设计与性能评估中的关键问题。相较于模型尺度试验及其经验外推

方法，基于计算流体力学 (CFD) 的实尺度数值模拟能够在统一的物理框架下直接求

解高雷诺数流动，为深入研究尺度效应机理和提升推进性能预测精度提供了新的途径。

然而，在实尺度条件下，近壁面处理方式与湍流模型选择对数值结果的影响仍缺乏系

统认识。 

本文围绕实尺度条件下船舶螺旋桨敞水性能、船体阻力性能以及船-桨-舵耦合自

航特性的数值模拟问题，基于 RANS 方程体系，系统研究了近壁面无量纲距离 y⁺及

不同湍流模型对计算结果的影响规律。采用壁面函数方法对近壁面流动进行建模，对

比分析了不同 y⁺条件下螺旋桨敞水性能和船体阻力性能的变化特征，并进一步考察了

k–ε、SST k–ω 及 IDDES 等湍流模型在实尺度条件下的适用性。研究同时开展了船–

桨–舵耦合自航数值模拟，分析湍流模型选择对自航点、船体受力及尾流结构的影响。 

研究结果表明，在实尺度条件下，当螺旋桨表面 y⁺不大于 300、船体表面 y⁺控制

在 1000 以内时，整体水动力性能预测精度能够得到有效保证，且表面摩擦力系数虽

随 y⁺增大而略有增加，但对全局性能指标的影响较小。在湍流模型方面，尽管 IDDES

模型在螺旋桨尾流非定常涡结构的捕捉方面具有明显优势，但其计算成本较高；对于

以船体受力、运动响应及自航点预测为主要目标的工程问题，基于 RANS 方程的 SST 

k–ω模型已能够在计算精度与效率之间取得良好平衡。 

基于国际 CFD 会议提供的实船测试数据，并结合与其他研究单位数值结果的对

比验证表明，本文所采用的数值建模策略在自航转速、轴系功率及螺旋桨处伴流场分

布等关键参数上均能够较好地再现实船测试结果趋势，其误差水平处于当前实尺度

CFD 研究的合理范围内，验证了本文数值方法体系在实尺度船舶水动力性能预测中

的可靠性与工程适用性。 

关键词：实尺度；CFD；近壁面处理；湍流模型；自航性能 
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Abstract 

With the increasing ship size and the growing demands for energy efficiency and 

emission reduction, accurate prediction of ship hydrodynamic performance at full scale has 

become a critical issue in ship design and performance assessment. Compared with model-

scale experiments and empirical extrapolation methods, full-scale numerical simulation 

based on Computational Fluid Dynamics (CFD) enables direct resolution of high-Reynolds-

number flows within a unified physical framework, providing an effective approach to 

investigate scale effects and improve propulsion performance prediction. However, the 

influence of near-wall treatment and turbulence model selection on full-scale CFD results 

has not yet been fully clarified. 

In this study, numerical simulations of full-scale propeller open-water performance, hull 

resistance performance, and ship–propeller–rudder coupled self-propulsion are 

systematically conducted based on the RANS framework. The effects of the non-

dimensional wall distance y⁺ and different turbulence models on the numerical results are 

investigated in detail. Wall-function-based near-wall treatment is employed, and the 

influence of different y⁺ levels on propeller open-water characteristics and hull resistance 

performance is analyzed. Furthermore, the applicability of the k–ε, SST k–ω, and IDDES 

turbulence models under full-scale conditions is evaluated. Coupled ship–propeller–rudder 

self-propulsion simulations are also carried out to examine the impact of turbulence model 

selection on self-propulsion points, hull forces, and wake flow characteristics. 

The results indicate that, under full-scale conditions, reliable prediction accuracy can be 

achieved when the y⁺ value on the propeller surface does not exceed 300 and that on the hull 

surface remains below 1000. Although the surface friction coefficient slightly increases with 

increasing y⁺, its influence on global performance parameters is limited within the above 

ranges. Regarding turbulence modeling, although the IDDES model exhibits clear 

advantages in resolving unsteady vortex structures in the propeller wake, it requires 

significantly higher computational cost. For engineering applications focusing on global 

performance indicators such as hull forces, motions, and self-propulsion point prediction, 

the RANS-based SST k–ω model provides an effective balance between accuracy and 
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computational efficiency. 

Validation based on full-scale experimental data provided by the International CFD 

Workshop, together with comparisons against numerical results from other research 

institutions, demonstrates that the adopted numerical modeling strategy can satisfactorily 

reproduce the experimental trends of key parameters, including self-propulsion speed, shaft 

power, and wake field distribution at the propeller plane. The prediction errors are within a 

reasonable range for current full-scale CFD studies, confirming the reliability and 

engineering applicability of the proposed numerical methodology for full-scale ship 

hydrodynamic performance prediction. 

Key words: full scale; computational fluid dynamics; near-wall treatment; turbulence model; 

self-propulsion performance 
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第 1 章 绪论 

1.1 引言 

自船舶能效设计指数 (Energy Efficiency Design Index, EEDI) 政策强制实施以来，

不合规的船舶正在为市场所淘汰。对于船舶工业而言，船舶快速性及其对应的主机功

率水平是船舶能效控制与性能评估中的核心问题之一。在工程实践中，船舶快速性的

确定依赖于对实船阻力特性、螺旋桨推进性能以及船-桨耦合条件下自航特性的综合

分析，因此，围绕实尺度条件下船舶快速性开展系统、可靠的水动力计算具有重要的

工程意义。 

研究船舶水动力性能的方法主要分为三种：试验方法、理论研究方法和数值模拟。

很长时间内，对船舶水动力性能的研究主要依赖于模型水池试验。然而，模型水池试

验花费高昂，模型设计与制作周期较长，且试验船模与实船之间仅满足傅汝德数和进

速系数相等，而雷诺数之间仍存在数量级差异。上述差异导致试验数据在实际应用的

过程中因为尺度效应而存在较大的误差，尽管已有如 1978 年 ITTC (International 

Towing Tank Conference) 方法等经验修正手段，但其适用性和精度在不同船型和工况

下仍存在一定局限性[1]。事实上，阻力相似定律由于无法解释 Fr 和 Re 之间的相互作

用，自诞生之初便存在诸多问题。然而，由于尚未找到合适的替代方案，该定律至今

仍被广泛采用。理论解析方法局限于简单的流动问题，无法处理结构物几何形状及流

动复杂的问题。数值模拟方法主要分两种：一种基于势流理论的计算方法，另一种是

考虑了粘性的 CFD (Computational Fluid Dynamics) 方法。自 20 世纪 60 年代以来，

随着计算机技术的高速发展和计算能力的全面提升，CFD 方法迅速崛起。CFD 通过

数值求解控制流体流动的微分方程，得出流体流动的流场在连续区域上的离散分布，

从而近似模拟流体流动情况[2]。经历了多年的发展，船桨一体模型在模型尺度的 CFD

自航试验已趋于成熟。近年来，部分学者已开始开展实船尺度下的 CFD 自航数值模

拟研究，并逐步显示出其在推进性能评估和尺度效应分析方面的潜力。尽管实船自航

的数值模拟存在网格数量大、收敛时间长、参考数据不足等诸多困难，但是其结果对

于模型水池试验的结果修正具有不可取代的重要意义，也是未来 CFD 方法发展的必

然趋势之一。因此，如何在保证计算精度的同时兼顾工程可行性，对实尺度条件下船

舶快速性计算方法进行系统研究，仍有必要开展深入探讨。 
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1.2 国内外研究现状与问题分析 

在现有船舶水动力研究体系中，针对自航性能的分析通常遵循一条十分经典的技

术路径，即依次开展螺旋桨敞水性能研究、船体水动力性能研究以及船-桨-舵耦合条

件下的自航数值模拟研究。 

螺旋桨敞水性能计算能够在脱离船体干扰的条件下揭示螺旋桨的基本推进特性，

是分析推力特性及主机功率的基础。 

船体阻力与流场研究则主要关注船体阻力组成、尾流分布及兴波特性，为评估螺

旋桨入流条件和船体水动力特性提供依据。 

船-桨-舵耦合条件下的自航研究作为综合分析环节，能够反映螺旋桨在真实入流

条件下的推进效率及船体水动力性能变化，是评估船舶自航性能的最终标准。 

随着实尺度 CFD 自航数值模拟研究的逐步开展，上述各环节在实尺度条件下的

适用性及其数值建模方法也受到越来越多的关注。因此，本节将分别从实尺度螺旋桨、

实尺度船体以及实尺度船-桨-舵自航三个层面，对国内外相关研究进展进行综述，为

后续实尺度数值研究奠定基础。 

1.2.1 实尺度螺旋桨敞水性能数值研究现状 

螺旋桨作为船舶推进系统的核心部件，其水动力性能直接决定了船舶的推进效率

与能耗水平。长期以来，螺旋桨水动力特性的研究主要依赖模型尺度敞水试验，并结

合经验外推方法预测实尺度性能。通过在拖曳水池中开展模型敞水试验，可以获得螺

旋桨在不同进速系数下的推力、转矩及效率特性曲线，这些结果构成了船舶推进性能

分析与主机功率匹配设计的重要基础。目前工程实践中所采用的螺旋桨性能数据，绝

大多数仍来源于模型尺度试验结果及其外推形式[3-4]。 

然而，与模型尺度试验不同，严格意义上的实尺度螺旋桨敞水试验在工程实践中

几乎不存在[5-6]。实尺度条件下难以在无干扰的环境中直接获取螺旋桨敞水性能数据，

相关性能信息通常只能通过实船试航结果反推得到，这使得模型尺度试验结果在向实

尺度外推的过程中不可避免地引入不确定性[7-8]。因此，模型尺度敞水试验及其外推

方法在工程实践中仍具有不可替代的基础地位，但其在实尺度性能预测中的适用性与

不确定性问题亦长期存在。 

不可否认的是，针对较为常规的螺旋桨，其敞水性能的尺度效应在一定雷诺数范

围内表现并不显著[9]。Kempf（1968）在德国汉堡船舶实验池对五个不同尺度的螺旋

桨模型开展了系统的敞水试验研究，结果表明，当螺旋桨雷诺数满足： 
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2

105~4 ×>=
υ

nDRe  （1.1） 

时，螺旋桨的推力、转矩及效率等整体性能参数对雷诺数变化的敏感性显著降低。式

中：n 为螺旋桨转速；D 为螺旋桨直径；ν为水的运动粘度。 

该结论在后续的多项研究中得到了进一步验证。20 世纪 70 年代末，上海交通大

学船舶流体力学实验室针对五种不同尺度的系列螺旋桨开展了系统敞水试验，试验结

果显示，当雷诺数达到一定临界值后，螺旋桨敞水性能随尺度变化趋于稳定。1978 年

ITTC 委员会对螺旋桨雷诺数的定义与临界雷诺数进行了统一规定，即定义螺旋桨雷

诺数： 

 ( )
υ

nDπVb
Re A0.75R

22 75.0+
=  （1.2） 

式中：b0.75R 为 0.75R 处叶切面的弦长。同时，采用上海交通大学的实验结果，定义临

界雷诺数为 3.0×105。 

近年来，随着数值模拟技术的发展，针对大于临界雷诺数的螺旋桨尺度效应不明

显的结论在 CFD 研究中得到了从流动机理角度的补充说明。Grlj 等[10]对模型尺度与

实尺度螺旋桨敞水性能进行了系统对比分析，研究表明在引入湍流转捩模型后，模型

尺度与实尺度之间的性能差异显著减小，进一步印证了在充分发展的湍流条件下，常

规桨型敞水性能对雷诺数变化的整体敏感性较低。 

  
（a）不同尺度下的 KT （b）不同尺度下的 KQ 

图 1.1 JBC 船型配套 MP687 螺旋桨敞水性能的尺度效应对比 
Figure 1.1 Comparison of scale effects on the open-water performance of the MP687 propeller for 

the JBC hull form 

随着船舶大型化、高载重比船型的普及以及节能型复杂螺旋桨形式的广泛应用，

基于模型尺度试验的性能外推方法在高雷诺数条件下面临的固有不确定性日益凸显。

模型尺度与实尺度之间在近壁面流动状态、边界层发展过程以及尾涡结构演化等方面
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存在本质差异，而这种差异在高雷诺数工况下被进一步放大。Van-Vu 等[11]通过数值

计算结果的对比分析指出，载荷条件和尺度会对螺旋桨下游的流场形态产生影响，而

当螺旋桨在高负载条件下工作时，周围流动差异的尺度效应更加明显。 

Yao 等[12]对模型尺度和实尺度下的螺旋桨边界层内流动进行了充分的讨论，结果

表明螺旋桨性能的尺度效应主要由不同的边界层内部流动引起：实尺度螺旋桨的边界

层流动基本上是湍流的，而模型尺度下桨叶吸力面与压力面的流动可能处于层流、转

捩或湍流等多种状态，对雷诺数变化敏感。由于模型尺度下螺旋桨雷诺数显著偏低，

桨叶表面边界层往往难以充分发展，叶根区域分离行为、毂涡形成过程以及叶尖涡的

演化特性均与实尺度存在明显不同。这些差异不仅影响推力和转矩等整体性能指标，

也会导致尾流结构及伴流分布的预测偏差，从而对船–桨匹配及推进系统性能评估产

生影响。 

在此背景下，基于 CFD 的实尺度螺旋桨数值模拟逐渐成为替代模型试验的重要

研究手段。Felli 等[13]的研究表明，CFD 能够在实尺度条件下较准确地预测螺旋桨的

推力和转矩水平，并在尾涡结构、湍流能量耗散的捕捉方面相对于模型尺度展现出明

显优势。Song 等[14]对 KP505 桨在实尺度下的敞水性能进行了 CFD 模拟，同时考虑

生物附着带来的粗糙度的影响，结果表明，随着表面污垢的增加，推力系数下降，而

扭矩系数增加，导致螺旋桨在敞水条件下的效率下降。Sun 等[15]基于 DES (Detached 

Eddy Simulation) 方程对 PPTC 螺旋桨敞水条件下尾流的尺度效应，结果表明，在轻

载条件下实尺度螺旋桨的叶片脱落涡流比模型尺度更强。Choi 等[16]研究了牵引式吊

舱推进器 (tractor-type podded propeller) 的尺度效应问题，结果表明，在推进器工作

状态下，吊舱外壳阻力是导致模型尺度与实尺度推进性能差异的关键因素之一。 

在实尺度 CFD 模拟中，近壁面流动处理方式被普遍认为是影响计算结果可靠性

的关键因素之一。由于实尺度条件下雷诺数远高于模型尺度，桨叶表面边界层厚度显

著增加，湍流能量分布及分离特性发生变化，近壁面网格尺度直接影响壁面剪切应力、

压力分布以及尾流结构的预测精度。在工程实践中，为控制网格规模和计算成本，实

尺度螺旋桨数值模拟往往采用较大的 y+值并结合壁面函数进行近壁面建模。Kim 等

[17]对不同 y+下的模型尺度及实尺度的螺旋桨性能进行了系列分析，结果表明模型尺

度下的螺旋桨对 y+的变化响应较为敏感，而实尺度下的螺旋桨则不敏感。然而，其研

究的 y+仅局限于 y+ < 1 和 y+ > 30，并没有对更大的 y+进行讨论。针对实尺度螺旋桨

敞水流动的进一步研究表明，即使在整体性能对 y+不敏感的情况下，近壁面处理方式

仍会对局部流动结构产生影响。 
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Choi 等[18]使用两种不同的壁面处理方法对 P4119 和 KP505 两种的螺旋桨进行了

敞水性能计算。一种是标准壁面函数，即在边界层对数区内应用对数定律；另一种是

过渡模型，可以计算整个边界层，包括层流底层，从而产生过渡现象。计算结果表明，

在应用标准壁面函数计算实尺度螺旋桨时 (y+ = 400)，能够有效的估计螺旋桨的敞水

性能。同时，实尺度下两种壁面处理方式得到的螺旋桨表面极限流线高度相似。 

因此，关于高 y+近壁面处理策略在实尺度螺旋桨敞水模拟中的适用性，以及其对

局部流场结构和湍流特性的影响，目前仍缺乏统一而系统的认识。 

 

图 1.2 KCS 船型配套 KP505 螺旋桨表面摩擦系数和流线分布 (J = 0.7) 
Figure 1.2 Surface friction coefficient and streamline patterns of the KP505 propeller for the KCS 

hull (J = 0.7) 

在实尺度 CFD 螺旋桨敞水模拟中，湍流模型的选择同样被认为是影响计算结果

可靠性的重要因素之一。由于实尺度条件下雷诺数显著提高，螺旋桨尾流中涡结构的

发展、湍流能量耗散路径以及边界层内的转捩与分离行为均与模型尺度存在明显差异，

传统在模型尺度下验证充分的湍流模型，其在实尺度条件下的适用性仍需进一步评估。 

邹磊等[19]对 k-ε模型、SST k-ω模型和 IDDES (Improved Delayed Detached Eddy 

Simulation) 模型共三种不同湍流模型下的螺旋桨水动力特性进行了系统数值研究。

研究结果表明，三种湍流模型对螺旋桨敞水整体性能的预测在变化趋势上具有较好的

一致性，但在流场细节捕捉方面存在明显差异。其中，IDDES 模型能够解析出更为丰

富的非定常流动结构，其预测的尾迹速度分布及涡结构特征较 RANS (Reynolds-
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averaged Navier–Stokes) 模型更为细致，体现出混合湍流模型在捕捉叶尖涡延伸、尾

涡保持长度及涡耗散过程方面的潜在优势。 

Muscari 等[20]对 INSEAN E779A 桨在 RANS 和 DES 下的敞水性能进行了计算。

结果表明，当需要求解目标的频率时（例如噪声求解），DES 方法能够在 LES (Large 

Eddy Simulation) / DNS (Direct Numerical Simulation) 与 RANS 间取得良好的平衡。另

一方面，就推力和扭矩等积分量而言，使用 DES 代替 RANS 毫无意义，因为两种方

法都与实验数据高度吻合。 

需要指出的是，混合湍流模型对网格尺度和时间步长更加敏感，其计算成本亦高

于 RANS 模型。因此，在实际工程应用中，湍流模型的选择需要在流场解析精度与计

算效率之间进行权衡。 

对于带有附加节能结构的螺旋桨，上述问题尤为突出。以毂帽鳍式螺旋桨 

(Propeller Boss Cap Fins, PBCF) 为代表，其通过在毂帽后部设置鳍片主动干涉毂涡的

发展过程，以降低能量损失并提高推进效率。Kawamura 等[21]对不同尺度下的毂帽鳍

式螺旋桨进行了数值模拟，结果表明 PBCF 对局部湍流结构和近壁面流动特性高度敏

感，其水动力表现具有明显的尺度依赖性。在模型尺度条件下，毂涡结构往往较早耗

散，而在实尺度条件下，毂涡发展更为稳定，其与毂帽鳍之间的相互作用机制存在显

著差异。这使得传统模型尺度外推方法难以对 PBCF 类螺旋桨的实尺度性能给出可靠

预测，进一步凸显了开展实尺度 CFD 研究的必要性。 

 
图 1.3 模型尺度和实尺度雷诺数下 PBCF 对螺旋桨影响的比较 

Figure 1.3 Comparison of the effects of PBCF on the propeller at model- and full-scale Reynolds 
numbers 

总体来看，当前实尺度螺旋桨敞水数值研究已逐渐从依赖经验修正的间接评估阶

段，向直接模拟高雷诺数流动特性的方向发展。高雷诺数条件下的近壁面处理策略、

湍流模型选择以及尾涡结构的精细捕捉，已成为实尺度螺旋桨 CFD 研究中的核心问
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题。相关研究成果为深入理解螺旋桨流场机理及提升实尺度推进性能预测精度提供了

重要基础，同时也为后续针对特定桨型开展系统的实尺度数值研究奠定了理论与方法

基础。 

1.2.2 实尺度船体水动力性能数值研究现状 

船体水动力性能直接关系到船舶阻力水平、推进功率配置及整体能效表现，是船

舶设计与性能评估中的关键基础问题。随着船舶大型化与能效要求的不断提高，如何

在实尺度条件下准确预测船体阻力及其流场特性，已成为船舶水动力研究领域亟待解

决的重要问题。 

实尺度船舶阻力的研究方法主要分为三类，即试验方法、经验公式以及数值模拟。 

试验方法包括船模试验和实船试验。船模试验是开展最早的方法，早在 1871 年，

Froude 就开始使用拖曳水池对平板及船模进行了大量的试验研究，并提出了兴波阻

力的相似定律以及实船和船模之间阻力换算的二因次假定。在船舶阻力研究的历史上，

船模试验一直是最主要的方法，在某种意义上说，曾经是唯一的方法。但船模试验具

有其局限性，与实尺度船舶之间存在不可忽视的差异。这些差异可以分为以下三类： 

1. 模型效应：几何特性、流动特性或波浪特性的错误重现的影响。 

2. 测量效果：模型与实船之间数据收集技术的不同。De Rouck 等[22]研究了测量

位置和相关不确定性对波浪越过预测范围的影响。 

3. 尺度效应：作用在模型和实船结构上力的比值差异的影响。 

在船模试验中得到的相关阻力结果，常用于预测实船主机功率需求，这称为阻力

外推。当前的阻力外推方法中，使用最广泛的是由 Hughes[23]提出，并由第 14 届 ITTC

推荐的三因次法。其计算式为： 
 ( )( ) aaffsfmtmts CCCCkCC ++−+−= Δ1  （1.3） 

此方法认为粘性阻力与 Re 有关，兴波阻力与 Fr 有关。同时，引入粘性阻力系数

与摩擦阻力系数的比值作为形状系数，如下所示： 
 fpv CCk =  （1.4） 

然而，所有已知的船舶阻力分量都会由于 Fr 和 Re 的变化而发生变化。例如，改

变 Re 会导致外壳的边界层改变厚度，此厚度不随比例因子线性变化[24]。因此，边界

层内的位移厚度、压力和速度分布在不同的尺度上是不同的。显然，这些物理差异会

影响兴波阻力。因此，在阻力外推的过程中，只考虑 Fr 和 Re 的一阶量是不充分、不

完善的，存在 Fr 和 Re 的交互项。Molland 等[25]提出如下表述： 
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 ( ) ( ) ( )ReFrfFrfRefCts 321 ++=  （1.5） 

式中，f1，f2 和 f3 为函数，函数的具体表达式取决于船体的形状和大小。本质上而言

此方程假设船体阻力为一个取决于 Re 的项、一个取决于 Fr 的项和一个交互项组成。 

事实上关于三因次法中存在的问题，在其出现之初就被发现。然而，三因次法对

部分船型的阻力外推出乎意料的准确。甚至，此方法时至今日仍被用作阻力计算准确

性的衡量标准。但需要注意的是，根据划分船舶总阻力组成部分的不同，利用不同的

外推方法得到的实尺度主机功率预测存在明显的差异[26]。三因次法本身也暴露出越

来越多的问题。例如，对水下舰艇和限制水域中的船只而言阻力外推是无效的，表示

摩擦阻力系数与雷诺数之间关系的计算公式没有统一等等。一种新的、具有普适性和

说服力的阻力外推方法的提出亟待进行。诚然，许多学者正在为此努力[27-28]，但距离

完全替代三因次法仍需进行更多工作。Todd[29]简明扼要的描述了这个问题：“人们相

信，如果我们对从模型到船舶的真实预测方法有更多的了解，并且对由此产生的船舶

功率估计有更大的信心，那么相关余量就可以减少，并采用较低功率的发动机。” 

 
图 1.4 摩擦阻力系数公式的比较 

Figure 1.4 Comparison of frictional resistance coefficient formulations 

实船试验是衡量船舶水动力性能的最后标准，但实船试验的环境不容易控制且费

用昂贵。同时，在船型设计之初，没有实船作为试验对象。 

经验公式都是在分析大量非系列船模试验和实船试航结果的基础上，总结而出的

曲线图表或阻力回归公式。本质而言，属于试验方法的延伸，Holtrop 阻力估算法为

其中具有代表性的阻力回归公式。荷兰 MARIN 水池的 Hohrop 根据 334 个模型的试

验数据，总结提出了此估算方法[30]。由于其所依托的船模与实船资料十分丰富，并涵

盖至傅汝德数 0.55 以上的高速船，因此被许多学者用于船舶阻力估算。但从根本来
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看，经验公式仍然属于试验方法的统计延伸，其适用性依赖于样本船型的覆盖范围，

对超出经验数据库的船型和工况缺乏严格的物理约束。 

随着 CFD 方法的广泛应用，数值模拟成为船舶阻力研究的主流方法。与试验方

法和经验公式不同，CFD 方法通过直接求解控制流动的偏微分方程，在理论上避免了

阻力分量人为拆分和尺度外推假设，使得在统一物理框架下研究实尺度船舶阻力成为

可能。 

目前，数值模拟对于实尺度船舶的研究主要分为虚拟流体法和实尺度 CFD 计算。

虚拟流体法通过虚拟流体粘性系数的方法，实现船模与实船 Fr 和 Re 的全相似。Zhao

等[31]率先提出虚拟流体法，在 STAR-CCM+中对模型船进行了常规仿真和基于虚拟流

体法的全相似仿真 (Complete-Similarity Theory Simulation, CSTS)。结果表明 CSTS 方

法更适用于具有节能装置 (Energy-Saving Devices, ESD) 的船模自航试验模拟。Haase

等[32-33]基于此方法对两艘双体船进行了研究，结果表明虚拟流体法可以在 1:50 的缩

尺比下对双体船的阻力进行预测，且结果误差小于 8%。虚拟流体法对解决尺度效应

问题提出了新的方案，在数值计算的过程中可采用与常规仿真相同的网格进行计算。

虽然结果显示虚拟流体法具有一定的工程意义，但由于无法进行试验验证，其可靠性

存在疑问。因此，虚拟流体法更多被视为一种探索尺度效应机理的数值工具，而非能

应用至工程实践的可靠方法。 

  
(a) 98m 双体船的升沉和纵倾（1:22） (b) 130m 双体船的升沉和纵倾（1:50） 

图 1.5 虚拟流体法的计算结果与实验结果对比 
Figure 1.5 Comparison between numerical results obtained by the virtual-fluid method and 

experimental data 

实尺度 CFD 计算能够有效避免尺度效应的问题，是当前国内外学者开展实尺度

船舶研究的主要方法。实尺度 CFD 计算通过建立与实船相同尺度的几何模型，利用

相应的网格划分方法和物理模型，直接对实船的水动力性能进行数值预报。近年来，
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Terziev 等[26,34,35]对实尺度 CFD 计算进行了较为全面的研究。他们在各种条件下对

KCS 船的几何相似系列进行了分析，研究结果确认了尺度效应对形状因子和波阻系

数的影响，同时检测了波浪分量对摩擦阻力的影响。将数值计算结果与 KCS 船的三

个不同比例船模的实验结果进行了对比，结果表现出较好的准确性。Demirel 等[36]研

究了生物污垢对船体阻力的影响。Song 等[37]研究了在 CFD 仿真中粗糙度效应对于确

定不同船体形状的摩擦阻力和粘性阻力的影响。Feng 等[38]对不同水深的 KCS 进行了

CFD 模拟，以确定总阻力和动态下沉。并将数值结果与标模实验结果进行了对比验

证，相对误差在 1%和 4%之间，模型尺度的数值结果误差更大。Niklas 等[39]进行了实

尺度船舶 CFD 仿真，并与海试数据和水池实验的阻力外推结果进行了对比验证，在

平静水域中获得的总阻力的相对误差为-10%至 4%。同时，作者强调了确定形状因子

的重要性。形状因子可能因使用的阻力外推方法而异，因此，它会对船舶阻力预测产

生很大影响。Grlj 等[40]对研究了模型和实尺度数值模拟过程中不同参数对阻力、波形

和运动情况的影响，并发现模型尺度下的摩擦阻力成分占比更高。 

 
图 1.6 不同湍流模型、Fr 和缩尺比下的形状因子计算结果 

Figure 1.6 Form factor predictions under different turbulence models, Froude numbers, and scale 
ratios 

在实尺度 CFD 模拟中，近壁面流动的数值处理方式被认为是影响船体阻力预测

可靠性的关键因素之一。相较于模型尺度，实尺度船舶雷诺数通常达到 108~109量级。

若在模型尺度与实尺度中采用相同的近壁面网格层数和延伸方式，实尺度计算中第一

层网格 y+将随缩尺比显著放大。若强行压缩壁面法向网格高度，则容易引发大长细比

网格导致的数值不稳定问题。因此，在工程实践中，完全解析近壁湍流在实尺度条件

下往往不可行。 
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从理论角度出发，解析层流底层（通常要求 y+ < 5）是获得高精度近壁面流动的

理想策略，因为使用壁面函数将引入全湍流假设等额外条件。然而，基于上述现实约

束，采用壁面函数并允许较大的 y+取值成为实尺度 CFD 计算中的主流选择。关键问

题在于所采用的壁面模型是否能够在较大 y+条件下合理构建速度分布与湍流特性。 

Lee 等[41]通过 DNS 对 Reτ = 5186 条件下的管道内不可压流进行了模拟，数据表

明，对数律在 y+ = 105 范围内仍具有良好的适用性，这为实尺度条件下采用高 y+网格

提供了物理基础。 

Eca 等[42]通过系统的数值研究进一步表明，在模型尺度条件下，计算结果对 y+的

变化较为敏感，尤其在缓冲层区域（5 < y+ < 30）离散化不确定性显著放大；而在实

尺度条件下，阻力系数与尾流整体结构对 y+的依赖性明显减弱。 

  
（a）实尺度下结果 （b）模型尺度下结果 

图 1.7 不同 y+下的螺旋桨盘面处伴流分数结果对比 
Figure 1.7 Comparison of wake fraction at the propeller disk plane under different y+ levels 

综上所述，现有研究普遍认为，在实尺度船体水动力数值模拟中，采用壁面函数

并允许较大的 y+取值是一种在计算成本与工程精度之间具有合理平衡的建模策略。

然而，近壁面处理方式仍可能对局部流动结构、摩擦阻力分布及尾流细节产生影响，

其适用范围和误差特征仍需进一步评估。 

在实尺度船体水动力数值模拟中，湍流模型的选择被认为是影响计算精度与计算

成本平衡的核心问题之一。随着船舶雷诺数显著提高，流动中湍流尺度跨度急剧扩大，

对数值方法解析能力提出了更高要求。然而，受制于计算资源条件，直接解析全部湍

流尺度在实尺度条件下几乎不具备现实可行性。Liefvendahl 等[43]的研究表明，即便采

用壁面建模的大涡模拟 (wall-modelled LES, WMLES)，在典型实尺度雷诺数条件下所

需的网格数量仍高达 1010~1011 量级，而完全解析近壁湍流的 LES 需要 1012~1013 数量
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级的计算资源。不用说工程应用，即便单纯的以研究为目的这样的网格量也是难以实

现的。 

在此背景下，基于 RANS 方程的湍流模型仍然是当前实尺度船舶 CFD 计算中应

用最为广泛的技术路线，其在预测整体阻力、平均流场等积分量方面表现出良好的工

程适用性。然而，RANS 方法在解析尾流涡结构、非定常分离以及大尺度涡运动等方

面存在固有局限。为弥补这一不足，DES 及其改进形式逐渐被引入船舶水动力研究

中。 

Pena 等[44]利用 SST k-ω模型和 DES 模型研究了实尺度下 Regal 船的尾流分布情

况，并与海试结果进行了对比分析。数值计算结果与海试结果吻合良好，说明了 DES

模型在尾流预报方面的能力。但必须要提出的是 DES 模型仍依赖于 RANS 模型提供

的边界层，其本身并不具备收敛至 DNS 结果的能力。 

近年来，部分学者开始关注具有自适应特性的湍流建模方法，如 SRH (Scale 

Resolving Hybrid) 模型[45-47]和 PANS (Partially Averaged Navier-Stokes simulations) 模

型[48-50]。其中，SRH 方法采用基于涡粘性假设的湍流模型，并能够根据网格尺寸和时

间步长的分辨率，在对应条件下自适应地切换至 LES，从而对湍流特征进行更精细的

解析。当网格与时间步足够精细时，该方法在理论上可进一步收敛至 DNS。由于其内

在的自适应特性，上述方法在学术研究中展现出良好潜力，但其工程成熟度仍有限，

参数选取复杂、计算成本较高的问题尚未完全解决。因此，在当前工程实践中，实尺

度船体水动力计算仍以 RANS 及其改进模型为主，湍流模型的选择通常需要在流场

解析能力与计算效率之间进行权衡。 

 
图 1.8 EFD、DES 和 SST 测得的船尾速度等值线 

Figure 1.8 Stern velocity contours obtained by EFD, DES, and SST 
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综上所述，实尺度船体水动力性能研究已从传统依赖模型试验与经验外推的方法，

逐步发展为以 CFD 数值模拟为核心的重要技术路径。相较于试验方法和经验公式，

实尺度 CFD 计算在统一物理框架下直接模拟高雷诺数流动，为深入揭示尺度效应机

理及提升阻力预测精度提供了新的可能。然而，受计算资源限制，实尺度条件下近壁

面流动处理和湍流建模仍面临显著挑战。现有研究普遍认为，采用壁面函数并允许较

大的 y+取值、结合基于 RANS 的湍流模型，是当前工程应用中在计算成本与预测精

度之间较为合理的折中方案。 

1.2.3 实尺度船-桨-舵自航数值研究现状 

船-桨-舵耦合条件下的自航性能预测是船舶水动力学中最具工程意义、同时也是

最具挑战性的研究问题之一。相较于螺旋桨敞水性能计算和船体水动力性能计算，自

航问题涉及船体、螺旋桨与舵之间的强耦合作用，其流动特征具有明显的非定常性和

多物理量相互作用特征[51]。前述关于实尺度螺旋桨敞水性能及船体水动力性能的研

究成果，为实尺度自航数值模拟奠定了重要基础，但在耦合条件下，这些问题将以更

加复杂的形式集中体现。 

长期以来，受限于实船试验成本高、环境不可控以及可获取数据有限等因素，自

航问题的研究主要集中于模型尺度。近年来，随着实尺度伴流场数值预报能力的提升，

基于 CFD 的实尺度自航计算已具备与实船试验相对比的可靠性。Ponkratov 等[52-53]将

中型油轮的实尺度 CFD 自航计算结果与实船试验数据进行了对比，结果表明在推进

因子和自航点预测方面具有良好一致性，为实尺度自航 CFD 研究提供了重要验证基

础。在此基础上，越来越多的研究开始关注实尺度条件下螺旋桨工作点、船体阻力修

正以及尾流场重构等问题。 

与螺旋桨敞水性能计算相比，船-桨-舵耦合条件下螺旋桨的工作环境发生了本质

变化。在敞水条件下，螺旋桨处于均匀、定常的来流环境中，其水动力特性主要由自

身几何参数和进速系数决定；而在船-桨-舵耦合条件下，螺旋桨位于船体尾流区，其

入流速度场呈现出明显的空间非均匀性和时间非定常性。Bugalski 等[54]研究指出，船

体尾流结构会显著影响螺旋桨的受力特性及推进性能，使其表现不同于敞水工况下的

特性。 

针对螺旋桨在非均匀入流中的工作特性，Suranto 等[55]通过数值方法分析了不同

船体尾流分布条件下螺旋桨的性能变化，结果表明螺旋桨的推力和转矩不仅在平均水

平上受到影响，其非定常波动特征亦随尾流结构发生变化。这表明，螺旋桨性能对入
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流场分布具有较强敏感性，敞水条件下得到的性能特性难以直接推广至实际船尾工况。

此外，在多推进器系统中，这一问题更加复杂。Najafi 等[56]研究表明，在不同船体尾

流条件下，双螺旋桨的载荷分配及相互干扰特性存在明显差异，非均匀入流会增强推

进系统的非定常特征。上述研究共同说明，在船-桨-舵耦合条件下，螺旋桨水动力性

能不再是敞水性能的简单映射，而是与船体尾流结构密切相关。 

此外，螺旋桨尾流的发展特性在船-桨-舵耦合条件下亦显著不同于敞水状态。在

敞水条件下，螺旋桨产生的梢涡和毂涡能够在相对自由的环境中发展并逐渐耗散；而

在船-桨-舵系统中，螺旋桨尾流会在较短距离内与舵面发生直接相互作用，从而改变

尾流结构的演化方式。Muscari 等[57]通过高分辨率数值模拟研究了螺旋桨尾流作用下

舵面附近的流动特性，结果表明舵面对螺旋桨尾流具有显著的干扰作用，梢涡与毂涡

在舵前后发生偏转、拉伸及结构破坏，尾流的连贯性明显弱于敞水条件。 

进一步的数值研究同样指出，这种螺旋桨-舵相互作用不仅影响舵面受力特性，

还会通过尾流反馈机制改变螺旋桨的工作状态。Villa 等[58]对螺旋桨-舵耦合流动进行

了系统分析，结果显示舵的存在会引起螺旋桨尾流结构的重构，并增强推进系统的非

定常特征。Di Mascio 等[59]的研究亦表明，在船-桨-舵耦合条件下，螺旋桨尾流与舵面

的相互作用是影响流场结构和载荷分布的重要因素。上述研究一致表明，螺旋桨尾流

在船-桨-舵系统中的演化机理与敞水条件存在本质差异，该类物理过程无法通过敞水

计算加以反映。 

 
图 1.9 舵面对涡的阻断效果 

Figure 1.9 Vortex-blocking effect of the rudder 

从船体水动力角度看，船-桨-舵耦合计算在物理本质上显著区别于单独的船体阻

力或流场分析。在无推进条件下，船体尾流主要由船体几何形状和航速决定，其流场
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特征可视为对外界来流的被动响应；而在自航状态下，螺旋桨的旋转将在船尾区域引

入显著的诱导速度场和附加动量，使尾流结构发生系统性重构。Kaidi 等[60]通过数值

研究指出，在推进器参与作用后，船体尾部流场的速度分布和压力特性与裸船工况存

在明显差异，螺旋桨诱导流是造成该差异的主要来源。 

类似地，Tu 等[61]在船-桨耦合数值研究中发现，推进器的存在不仅改变了桨前入

流特性，也对船体尾部流场结构产生显著影响，使得基于裸船条件获得的尾流特征难

以直接用于自航状态分析。Sun 等[62]进一步在模型尺度与实尺度条件下对船-桨-自由

液面耦合问题进行了研究，结果表明推进作用会改变船尾流场及自由面形态，其影响

在实尺度条件下更加明显。上述研究表明，自航工况下船体水动力性能已不再是孤立

问题，而是与推进器诱导流密切耦合的结果。 

除流场结构的改变外，推进器在自航状态下产生的推力与力矩还会直接影响船体

的整体力学平衡，从而引起纵倾、升沉等姿态变化，而船体姿态的改变又将反过来作

用于船体阻力特性、尾流分布及螺旋桨入流条件，形成推进力—姿态—流场之间的耦

合反馈机制。Tokgoz等[63]在研究推进器-船体相互作用时指出，即便采用体积力模型，

推进作用仍会显著改变船尾流场结构及船体受力状态，表明推进效应对整体水动力特

性的影响不可忽略。 

Bulten 等[64]针对实尺度推进装置与船体相互作用的数值分析亦表明，推进系统的

工作状态会对船体附近流动及水动力响应产生显著影响，其影响程度在实尺度条件下

更加突出。因此，相较于单独的船体水动力性能计算，自航条件下的船体分析需要同

时考虑推进力引起的姿态变化及其与流场之间的耦合关系，这也使得船-桨-舵自航数

值模拟在物理复杂性和建模难度上显著提高。 

  
(a) 拖航结果 (b) 自航结果 

图 1.10 船体表面动压等值线 
Figure 1.10 Dynamic pressure contours on the hull surface 

在 CFD 计算中，船舶的自航需要充分模拟螺旋桨。就目前而言，常用的模拟螺

旋桨的方法有体积力法和离散螺旋桨法。离散螺旋桨法需要对螺旋桨几何及其附近流
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场进行高分辨率网格划分，计算成本较高。在工程应用中，当研究重点集中于推进因

子或自航点预测时，学者们往往采用体积力法对螺旋桨进行简化建模。 

李兆晖等[65]分别采用体积力和滑移网格法，对某 9400TEU 集装箱船进行了实尺

度自航性能数值模拟。分析对比了 2 种方法在自航点的推进因子及流场。结果表明，

两种方法均能较好预估实船性能，但对尾流场的计算存在差异。对于桨前流动，两者

主要差异在于轴向和切向流动；而对于桨后流动，两者主要差异在于径向流动。Yu 等

[66]同样对比了两种方法，结果表明使用体积力法模拟螺旋桨的推进性能是可靠的，同

时可以减少大量计算时间。Jasak 等[67]对 REGAL 货船和一艘汽车运输船进行了实尺

度 CFD 计算，其中对 REGAL 货船的计算采用了三套网格，最精细的网格数量为 1100

万。最总的计算误差小于 0.3%，网格不确定性仅为 0.15%。且中等网格和粗网格在足

够长的计算时间上，与细网格的误差很小。 

 
(a) 细网格下的阻力和推力收敛情况 (b) 三种网格的阻力计算结果 

图 1.11 REGAL 货船的自航计算 
Figure 1.11 Self-propulsion simulation of the REGAL 

但需要指出的是，体积力法通过等效体积力替代真实桨叶几何，难以解析螺旋桨

梢涡、毂涡及其与舵面的相互作用过程。两种方法在桨前轴向与切向流动，以及桨后

径向流动结构方面均存在明显差异。对于关注尾流结构、非定常载荷及推进系统流场

机理的研究而言，体积力法的物理表达能力存在先天不足。因此，在实尺度船-桨-舵

耦合问题中，尽管体积力法在工程预测中具有一定适用性，但离散螺旋桨法仍是揭示

真实流场机理和推进系统耦合特性的更优选择。 

离散螺旋桨法中螺旋桨的旋转是通过滑移网格技术或动态重叠网格技术实现的。

Castro 和 Carrica 等[68-71]率先使用离散螺旋桨法实现了对实尺度船舶的自航模拟，利

用 PID 速度控制器，基于其开发的动态重叠网格技术对 KCS 船进行了自航、自航中

的升沉和纵倾运动、自航过程中的兴波、Z 字回转等一系列研究。研究对模型尺度和
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实尺度下的螺旋桨工作点和性能差异进行了深入的探讨，发现螺旋桨在实尺度下的工

作效率较高和负载波动较小。这是因为与模型比例相比，更薄的边界层导致螺旋桨的

流入更均匀。刘曾等[72]利用滑移网格法实现了对 REGAL 货船的自航模拟。Sun 和

Wang 等[73-74]对 KCS 船和 KP505 桨，在实尺度下的船-桨-舵耦合系统进行了研究，得

到了船体表面脉动压力、螺旋桨承载能力和舵力等一系列结果。 

 
(a) 体积力法 (b) 滑移网格法 

图 1.12 Q 等值面涡结构 
Figure 1.12 Vortical structures visualized by Q-criterion iso-surfaces 

综上所述，实尺度船-桨-舵自航数值模拟在物理复杂性和数值建模难度上均显著

高于单独的螺旋桨敞水计算和船体水动力性能分析。非均匀非定常入流、螺旋桨尾流

与舵面的强相互作用以及推进-姿态-流场的多向耦合，使得该问题对湍流模型、近壁

面处理及螺旋桨建模方法均高度敏感。在此背景下，开展针对实尺度船-桨-舵耦合问

题的系统数值研究，对于提升自航性能预测精度、深入理解推进系统流动机理具有重

要意义。 

1.2.4 实尺度船舶 CFD 计算的挑战 

本节前述内容分别从实尺度螺旋桨敞水性能、船体水动力性能以及船–桨–舵耦合

自航问题等研究方向出发，系统梳理了近壁面处理方式与湍流模型选择在不同研究对

象和计算场景中的作用与影响。总体而言，这两类数值建模策略并非孤立存在，其核

心问题最终均可归结为计算精度需求与可接受计算成本之间的权衡关系。在实尺度条

件下，由于雷诺数水平显著提高、流动结构更加复杂，该矛盾表现得尤为突出，而如

何在保证结果可靠性的前提下实现工程上可行的计算方案，迄今仍缺乏统一且具有普

适性的判据。 
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此外，实尺度条件下船体和螺旋桨表面粗糙度的建模问题也会对近壁面处理与湍

流模型选择产生影响。当引入表面粗糙度时，与光滑船体相比，船舶阻力有显著变化

[75]。然而，与直观认识不同的是，在实尺度条件下对粗糙度效应的处理反而相对简化。

在高雷诺数下，粗糙度的影响通常结合壁面函数并基于相关的粗糙度参数，通过在湍

流边界层内引入速度分布的位移来进行建模，进而反映壁面粗糙度对近壁流动特性的

影响[36]。Varghese 等[76]的研究证明，完全解析带有粗糙度的模型以及包含粗糙度但使

用壁函数的模型，二者具有高度相似的湍流特性。尽管上述处理方式主要适用于粗糙

度高度远小于边界层尺度的情况，但在不考虑生物附着的前提下，已能够满足大多数

工程应用需求。 

过高的不确定性也是制约实尺度 CFD 发展的一个关键因素。Bhushan 等[77]针对

Athena 船型开展了模型尺度与实尺度的数值模拟研究，其数值结果与实验数据之间

的对比误差小于实验本身的不确定性。然而，需要注意的是，该研究中数值—实验对

比误差及实验不确定性的绝对值均处于 9%–12%的水平。当实验测量本身的不确定性

接近 10%时，即便数值结果与实验数据之间的偏差仅为 0.1%，这种“高度一致”在

工程应用和方法评估层面仍然难以提供有意义的判断依据。类似的不确定性水平在现

有实船测试数据中并不罕见，这在客观上削弱了实尺度 CFD 计算结果的说服力。 

从根本上看，上述问题并非源于数值方法本身，而是由于实尺度 CFD 研究长期

缺乏高质量、可用于系统验证的实验数据支撑。尽管学者们已经为此做出了努力，2016

年 11 月，劳氏船级社 (LR) 公布了 REGAL 货船实船试航试验数据[78]，Peric 等[79]亦

在实尺度船舶数值计算白皮书中对相关研究工作进行了系统总结。但总体而言，能够

用于系统验证实尺度 CFD 模型的高质量实验数据仍然十分有限。 

1.3 本文主要工作与创新 

针对上述实尺度CFD计算中存在的问题，2025年国际船舶CFD会议（Wageningen 

2025: a Workshop on CFD in Ship Hydrodynamics，以下称国际 CFD 会议）的开展为实

尺度 CFD 研究提供了高质量实验数据基础。该试验围绕 JoRes1 Tanker 船在自航条件

下的船体运动响应、螺旋桨处伴流场分布及轴系功率等关键快速性相关参数开展了系

统测量，为实尺度船舶快速性数值计算方法的验证与评估提供了重要依据。 

本文以 JoRes1 Tanker 船为研究对象，以船舶快速性计算为核心目标，将螺旋桨

敞水性能、实船阻力特性以及实尺度船-桨-舵耦合自航性能作为相互关联的研究环节，
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系统研究实尺度 CFD 计算中近壁面处理方式与湍流模型选择对快速性预测结果的影

响规律。本文的主要工作与创新如下。 

第一章为绪论。从实尺度船舶水动力性能预测在船舶设计与能效评估中的重要性

出发，阐述开展实尺度 CFD 研究的工程背景与学术意义；系统综述国内外在实尺度

螺旋桨敞水性能、船体水动力性能以及船-桨-舵耦合自航数值模拟方面的研究现状，

重点分析近壁面处理方式与湍流模型选择在实尺度 CFD 计算中所面临的主要问题与

挑战，为全文研究工作的开展奠定理论与工程背景基础。 

第二章为数值方法。介绍本文所采用的数值计算方法与建模策略，包括控制方程

及湍流模型（k–ε、SST k–ω 及 IDDES），近壁面处理方法、自由液面捕捉技术以及

网格运动方法等内容。其中重点说明重叠网格与滑移网格在船体运动与螺旋桨旋转模

拟中的实现方式，为后续各类工况下的数值计算提供统一的理论基础与技术支撑。 

第三章为实尺度螺旋桨敞水性能数值计算。以实尺度 P5227-01-B 螺旋桨为研究

对象，系统开展螺旋桨敞水性能的数值模拟研究。通过对不同近壁面无量纲距离 y+及

不同湍流模型下计算结果的对比分析，定量评估近壁面处理方式与湍流模型选择对螺

旋桨整体推进性能及局部流动结构的影响特征。在此基础上，进一步计算多进速系数

条件下的敞水性能曲线，并结合与其他研究单位结果的对比分析，验证在实尺度条件

下采用高 y+近壁面处理策略及 RANS 湍流模型预测螺旋桨敞水性能的工程适用性。 

第四章为实尺度船体水动力性能数值计算。以 JoRes1 Tanker 船体为研究对象，

开展实尺度拖航条件下的船体水动力数值模拟研究。通过系统对比不同 y+取值和不

同湍流模型下船体受力、运动响应及尾流结构特征，分析近壁面处理方式与湍流模型

选择对实尺度船体阻力预测及流场分布的影响规律；并在多航速条件下对计算结果进

行扩展验证，进一步评估高 y+壁面函数策略及 RANS 模型在实尺度船体水动力性能

预测中的稳定性与工程可推广性。 

第五章为实尺度船-桨-舵耦合自航数值模拟及实验验证。在前述螺旋桨敞水性能

与船体水动力性能研究的基础上，开展实尺度船–桨–舵耦合自航数值计算，重点分

析不同湍流模型对自航状态下船体受力与运动响应、螺旋桨负载特性以及船尾流场结

构的影响。在此基础上，依托国际 CFD 会议公布的实船测试数据，对自航转速、轴

系功率及螺旋桨处伴流场分布等关键参数进行定量对比验证，从而系统评估所采用数

值建模策略在实尺度自航问题中的可靠性与工程适用性。 
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第六章为结论与展望。总结全文的主要研究结论，归纳近壁面处理方式与湍流模

型选择对实尺度螺旋桨敞水性能、船体水动力性能及自航特性的影响规律，并在此基

础上对实尺度船舶水动力数值模拟的后续研究方向进行展望。 
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第 2 章 数值方法 

2.1 引言 

为系统开展实尺度船舶螺旋桨敞水性能、船体水动力性能及船-桨-舵自航特性的

数值研究，有必要首先对本文所采用的数值计算方法与建模策略进行统一说明。本章

围绕控制方程、湍流模型、近壁面处理方法以及自由液面捕捉与网格运动技术等关键

内容，对数值求解框架进行系统介绍，明确各物理模型的适用假设与实现方式。上述

方法构成后续各章节数值计算与结果分析的理论基础与技术支撑。 

2.2 控制方程与湍流模型 

2.2.1 雷诺时均控制方程 

在本文的数值模拟中，流体被视为不可压缩粘性流体，满足不可压 Navier–Stokes

方程。考虑到船舶水动力问题中雷诺数通常处于高雷诺数范围，直接求解瞬时流动所

需的计算代价极高，难以满足工程应用需求，本文采用 RANS 方法进行处理。 

通过对瞬时流动变量进行时间平均，可得到连续性方程和 RANS 动量方程，其形

式如下： 

 0i

i

u
x
∂

=
∂

 （2.1） 

 
21 i ji i i

j
j i j j j

u uu u upu
t x x x x x

ν
ρ

′ ′∂∂ ∂ ∂∂
+ = − + −

∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂
 （2.2） 

式中，ui、uj为时均速度分量；p为时均压力；ν为运动粘度；u'i、u'j为速度脉动分量；

定义瞬时速度与时均速度之差；u'iu'j为雷诺应力项，该项反映了湍流脉动对平均流动

的影响，是 RANS 方程组中引入的未知量，需要通过湍流模型进行封闭。 

2.2.2 基于 RANS 方程的湍流模型 

在 RANS 方法框架下，湍流模型的作用在于建立雷诺应力与平均流动变量之间

的关系。工程应用中最常用的方法是引入湍粘性假设，将雷诺应力表示为平均应变率

的函数，从而构建封闭形式的控制方程。本文选取 k-ε模型与 SST k-ω模型作为 RANS

湍流模型代表，对比分析不同模型在实尺度条件下的适用性。 
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2.2.2.1 K-Epsilon 模型 

k-ε 模型是工程应用中最为经典的两方程湍流模型之一，通过引入湍动能 k 及其

耗散率 ε两个输运方程来描述湍流特性[80]。其形式如下： 
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式中：v为平均速度；μ为动力粘度；μt 为湍流涡粘度；σk、σε、Cε1、Cε2 为模型系数；

Pk 和 Pε为结果项；f2 为为阻尼函数；Sk 和 Sε为源项。 

该模型具有形式简洁、数值稳定性好等优点，在自由剪切流及均匀湍流问题中得

到了广泛应用。但是，原始的 k-ε模型存在对近壁面流动的求解能力弱、依赖壁面函

数、对逆压梯度和分离预测能力弱等问题，本文中使用的是改进的 k-ε两层模型。 

在此方法中，计算将分为两层。在近壁面壁第一层网格中，ε和 μt 被指定为壁面

距离的函数；其余近壁面网格的 ε和 μt 值将与远场的输运方程求解值混合。该方法已

被证明能够在 y+ = 1 时对近壁面流动进行准确的捕捉。 

2.2.2.2 SST K-Omega 模型 

k-ω模型同样是两方程湍流模型，通过对湍动能 k 和单位耗散率 ω的输运方程进

行求解，以确定湍流涡粘度。与 k-ε 模型，k-ω 模型的最显著的优势是在整个边界层

（包括层流底层）中均可应用该模型，同时在逆压梯度下对边界层内部的流动求解也

更加准确。但是，k-ω模型最大的劣势在于其的边界层计算对自由流中的 ω值过于敏

感。Menter[81]提出的 SST k-ω模型很好的解决了这一问题，其核心思想是在近壁区采

用 k-ω模型形式，在远离壁面的区域逐渐过渡为 k-ε模型，从而兼顾近壁流动精度与

自由流稳定性。 

其形式如下： 
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式中：σk、σω、β、β*为模型系数；Pk 和 Pω为结果项；fβ*为自由剪切修正因子；fβ为

涡量延伸修正因子；Sk和 Sω为源项；k0 和 ω0为阻止湍流衰减的环境湍流值。 

混合函数 F1 将模型系数的进壁贡献与其远离壁面的值相结合，定义如下： 
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式中：d 是与壁面的距离，CDkω为交叉扩散系数。 

 





 ∇⋅∇= −2010,1maxCD ωk
ωkω  （2.8） 

2.2.3 改进的延迟分离涡模拟方法 

尽管基于 RANS 的湍流模型在预测整体水动力性能和时均流场方面具有良好的

工程适用性，但其在解析大尺度非定常涡结构和尾流细节方面仍存在固有局限。为进

一步评估尺度解析能力对计算结果的影响，本文引入混合湍流模型 DES。其基本原理

是使用 RANS 方法求解边界层和无旋流区域，以避免近壁区域对网格分辨率的极高

要求；在远离壁面的分离区域和自由剪切流中，根据网格尺度自动转变为 LES，从而

解析主要的大尺度涡结构。由于 DES 方法在近壁区域的表现高度依赖其基础 RANS

模型，SST k-ω模型因其在近壁流动和分离预测方面的优势，通常被作为 DES 的基础

模型，并在相关研究中得到广泛采用。 

在传统 DES 方法中，湍流长度尺度通过引入网格尺度进行限制，当网格分布不

合理或尺度变化较大时，容易在部分工况下引发网格诱导分离  (Grid-Induced 

Separation, GIS) 问题。为改善上述缺陷，本文采用 IDDES 方法[82]。IDDES 在 DES 方

法的基础上引入延迟函数和改进的尺度判据，使RANS与LES区域的切换更加平滑，

从而提高了在复杂工程流动中的鲁棒性。 

对于基于 SST k-ω模型的 IDDES 方法，将式（2.6）中的 ω替换为ω�，定义如下：  

 *
Hybrid *

~
βfl

kω
β

=  （2.9） 

长度尺度 lHybrid 的计算中引入了另外两个函数来向 DES 方法提供 WMLES 功能，

即混合函数 fd 和所谓的“改进”函数 fe，lHybrid定义如下： 
 ( ) ( ) IDDESDESRANSHybrid Δ~11~ Cflffl ded −+= +  （2.10） 

式中：ΔIDDES 为网格长度尺度，通过计算所考虑的网格单元中心与相邻网格单元中心

之间的距离得到。 

模型系数 CDES 对 SST k-ω模型中 k-ε和 k-ω的贡献进行独立的混合计算，定义如

下： 
 ( )1DES,1DES,DES 1 FCFCC εk-k-ω −+=  （2.11） 
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式中：CDES,k-ω和 CDES,k-ε为模型系数，F1 的定义如式（2.7）所示。 

2.3 壁面函数与近壁面处理方法 

2.3.1 湍流边界层结构及壁面函数理论 

在多数具有工程实际意义的粘性流动问题中，壁面边界条件使壁面附近产生显著

速度梯度，从而成为涡量生成与湍流耗散的重要区域。壁面附近流动特性的准确描述

将直接影响壁面剪切应力、摩擦阻力以及与之相关的尾流结构预测。壁面边界层通常

指壁面附近受粘性作用显著影响的薄层区域，其中流体速度由壁面处的无滑移条件逐

渐过渡至外部自由流速度。工程上常将 V = 0.99V0 所对应的法向距离定义为边界层的

标称厚度 δ。 

边界层流动状态随雷诺数变化可呈现层流、转捩或湍流特征。当雷诺数较低时，

边界层内流动可保持层流特性，速度分布沿法向方向平滑变化；在高雷诺数条件下，

边界层内流动通常转变为湍流，其动量输运由大量非定常涡结构所主导。对于船舶水

动力问题，雷诺数通常处于较高水平，实尺度条件下边界层多处于充分发展湍流状态，

故下文重点讨论湍流边界层的结构特性及其近壁建模方法。 

首先对湍流边界层的构成进行说明。如图 2.1 所示： 

 
图 2.1 湍流边界层构成 

Figure 2.1 Structure of a turbulent boundary layer 

根据 Landweber[83]关于平板边界层的理论，湍流边界层可分为内层与外层。其中，

外层流动主要受湍流输运方程控制；内层则进一步细分为层流底层、缓冲层和对数层。

以壁面无量纲距离 y+表示时，可取：层流底层对应 y+ < 5；过渡层对应 5 < y+ < 30；

对数层对应 y+ > 30，同时 y / δ < 0.16，y 为壁面距离，δ为边界层厚度。 

内层流动在很大程度上受粘性控制，其速度分布可通过速度分布函数加以描述。

其中，对数层内的速度分布具有较好的规律性，是近壁速度建模最常用的理论基础。
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因此，无论是 RANS 结合壁面函数的计算，还是 WMLES，在对近壁面速度计算时多

采用对数层的速度函数进行建模。 

壁面函数正是基于该理论发展而来，其主要作用是在数值计算中对第一层网格以

内的流动特性（包括速度、温度与湍流等，主要是速度）进行建模，从而避免因全解

析近壁面流动导致的计算量急剧增加或网格长细比过大等问题。传统的壁面函数通常

分两类，即层流底层对应的低 y+壁面函数和对数层对应的高 y+壁面函数。本文采用改

进的混合壁面函数(Hybrid Wall Function)将层流底层与对数层的速度分布通过混合函

数形式耦合，使其适用范围覆盖整个边界层内层。 

其无量纲壁面剪切速度 u+与无量纲湍流耗散率 ε+以及无量纲单位耗散率 ω+可分

别表示为： 

 ( ) 







−−
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

++=
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2  （2.13） 

 ( ) ++

+ +=
κyβyβ

ω
*2

1

16
 （2.14） 

式中：κ为冯·卡门常数；E 为对数偏移率；ym
+对应于粘性子层和对数层求解的理论相

交，使用牛顿-拉夫森法迭代计算；β1、β*为模型系数与前文对应；γ为混合函数。 

 





−=

11
exp dReγ  （2.15） 

式中：Red 为壁面距离湍流雷诺数。 

2.3.2 粗糙壁面的处理 

应用 k-ε模型时，对于具有粗糙度的壁面，须插入椭圆混合，结合原点位移法与

壁面函数重新定义无量纲壁面剪切速度 u+： 
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式中：y0
+为由粗糙度参数决定的系数；ym

+为层流底层满足对数层求解时所处的点，由

牛顿迭代确定；C 为模型系数。 

而应用 SST k-ω模型时，对于具有粗糙度的壁面，壁面函数的处理方式相对简洁

有效，基于相关的粗糙度参数，通过在湍流边界层内引入速度分布的位移来进行建模。

具体通过对近壁面网格单元施加特定的单位耗散率 ω： 
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uγS

ν
uγω

*2*

)1( −+=  （2.17） 

式中：u*为摩擦速度；Sr 为由粗糙度参数决定的系数；Cμ为 SST k-ω的湍流模型系数；

γ为混合函数由式（2.15）定义。 

2.3.3 模型尺度与实尺度近壁面处理差异及 y+选取方法 

在实尺度船舶 CFD 计算中，若边界层网格采用与模型尺度相同的第一层相对高

度，则由雷诺数显著增大将导致 y+成数量级增长；反之，若强行将 y+压缩至模型尺度

水平，则可能引入极端长细比网格与巨大的网格数量，从而在计算成本与数值稳定性

方面难以满足需求。因此，实尺度条件下通常采用较大的 y+并结合壁面函数进行近壁

处理，这一点在工程实践中已形成共识。然而，关于实尺度 y+应取多大的定量指导仍

相对有限。 

造成上述问题的一个重要原因在于，不同实尺度船舶之间主尺度差异较大，其船

长、航速及雷诺数范围可能相差数倍甚至一个数量级，难以建立统一的近壁面网格标

准。相比之下，模型尺度实验与数值方法发展较为成熟，且模型尺度之间的尺寸差异

通常较小。基于此，本文在壁面函数建模框架下，引入平板湍流边界层厚度的经验公

式，对实尺度 y+的取值给出参考。 

根据实船与模型的 Fr 相似，有： 
 λLL modfull =  和 21

modfull λVV =  （2.18） 

相应的，二者雷诺数的关系为： 
 23

modfull λReRe =  （2.19） 

对于零压梯度光滑平板湍流边界层，其厚度随流向雷诺数增长可用指数分布规律

形式进行近似描述： 
 xReδ x ⋅= − 51382.0  （2.20） 

上述公式在 Schlichting 等[84]的《Boundary-Layer Theory》一书中已有系统整理并

被广泛引用。 

由式（2.20）可得，实尺度与模型尺度的边界层厚度关系： 
 ( ) 107mod

mod
5123

modfull
51

full
full 382.0382.0 λδLλλReLReδ LL =⋅=⋅=

−−  （2.21） 

式（2.21）很好地反映了随着雷诺数增大，惯性效应增强、粘性效应相对减弱，

从而使实尺度边界层厚度相对于模型尺度更薄的物理特征。 

进一步引入光滑平板摩擦阻力系数与 Re 数的近似关系[84]： 
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 51
2 074.02 −== x

W
f Re

Uρ
τC  （2.22） 

需要指出的是，该关系可由边界层动量积分方程在相关假设下推得，更多用于量

纲分析与数量级估算；在工程预报中，1957ITTC 公式通常具有更好的适用性。 

由式（2.22）可得实尺度与模型尺度的壁面剪应力的关系为： 
 107mod

Wall
2

full
51

full
full
Wall 037.0 λτVReρτ =⋅= −  （2.23） 

从壁面函数求解的角度看，在壁面函数成立且边界层处于附着或弱分离条件下，

可将近壁网格的设计目标概括为：第一层网格落入对数层并使对数层内网格分布满足

合理的增长率与覆盖范围。以 y+表示，可得到实尺度与模型尺度的 y+选取关系： 

 

2021
modmod

107mod
Wall

207
full

full
Wall

full
full

full
11 λyyλτλ
υρ

yτ
υρυ

yuy τ ++ =⋅=⋅==
 （2.24）

由此表明，实尺度网格的目标 y+值可随 λ1.05 变化。 

需要指出的是，上述推导中所采用的经验公式均基于平板湍流边界层理论，对曲

率较大的螺旋桨流动并不适用。螺旋桨相关的 y+取值问题将在后续章节中结合具体

算例进行单独讨论。总体而言，尽管上述推导基于经验关系与简化假设，在严格数学

意义上并非精确推导，但其能够为实尺度船体计算中 y+的选取提供定量参考，其工程

应用中的合理性将通过后续算例对比与敏感性分析加以验证。 

2.4 自由面捕捉 

自由液面流动是船舶水动力数值模拟中的关键物理问题之一，其精确捕捉直接关

系到兴波特性、附加阻力以及船体姿态预测的准确性。本文采用基于 VOF 的自由面

捕捉模型对气-液两相界面进行描述。VOF 方法是一种建立在欧拉固定网格框架下的

界面捕捉方法，由 Hirt 和 Nichols[85]于 1981 年提出，因其质量守恒性好、数值稳定性

高，在船舶 CFD 中得到了广泛应用。 

在 STAR-CCM+中，VOF 多相模型假设计算网格具有足够的分辨率以解析不同

相之间交界面的空间位置和演化过程。通过在整个计算域内引入相体积分数场，自由

液面的运动以界面捕捉的方式隐式表示，而无需重构界面几何形状。 

交界面的不同相的分布和位置通过不同相的体积分数 αi 描述。其中，网格单元中

相 i 的体积分数定义如下： 

 
V
Vα i

i =  （2.25） 
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式中：Vi 为该网格单元中相 i 的体积，V 为该网格单元的体积。显然，一个网格单元

中所有相的体积分数总和必须是 1： 

 1
1

=∑
=

N

i
iα  （2.26） 

式中：N 为总相数。 

包含交界面的网格单元中的材料属性依赖于组成该网格单元的不同相的材料属

性，即： 
 ∑= i iiαρρ  （2.27） 

 ∑= i iiαμμ  （2.28） 

式中：ρi 为密度，μi 为动力粘度。 

相 i 的分布由相质量守恒方程决定： 
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αSdαdVα
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1 vav  （2.29） 

式中：a 为表面积矢量，v 为混合速度，vd,i 为扩散速度，Sαi为相 i 的源项，Dρ
i
/Dt为

相密度 ρi 的拉格朗日导数。 

对于气-液两相流动而言，其一个显著特征在于两相之间相互不相溶，二者之间

始终通过一个相对尖锐的交界面加以区分。为了更好地锐化流动过程中的交界面，本

文采用了高分辨率界面捕捉方法 (High Resolution Interface Capturing, HRIC) 对相体

积分数方程进行离散。该方法通过校正的标准化面值 ζf 对单元网格中的相体积进行计

算。标准化变量图如图 2.2 所示： 

 
图 2.2 标准化变量图 

Figure 2.2 Schematic of the normalized variables 

图中表示了网格单元面 f 附近的三个单元网格，节点变量值分别为 αU、αC、αD和

αf，分别对应迎风、中间、顺风和面 f 位置。定义标准化变量 ξf 为： 

 
UD

Ur
f αα

ααξ
-
-

=  （2.30） 

对于 HRIC 方法，其校正后的标准化面值 ξf 的计算方程为： 



上海交通大学硕士学位论文 第 2 章 数值方法 

29 

 ( ) ( )( ) Blend
f

eCompressiv
ff ξθFξθFξ -1+=  （2.31） 

式中：F(θ)为混合函数，取决于交界面法向 ni 和网格单元面的表面矢量 af 的夹角 θ；
ξ

f

Compressive
为标准化压缩面值，根据 ξC 的大小计算得到；ξ

f

Blend
为标准化混合面值，由一阶

迎风格式定义。 

相较于中心差分、二阶迎风等简单的高阶格式，HRIC 方法通过在界面附近引入

受控的迎风混合与压缩机制，在保持数值稳定性的同时显著减小了体积分数的数值扩

散，从而实现对气-液交界面的高分辨率捕捉。这一特性使其特别适用于船舶自由液

面流动及兴波问题的数值模拟。 

2.5 动网格求解技术 

在本文的数值模拟中，船体运动通过重叠网格方法进行描述，螺旋桨旋转采用滑

移网格方法模拟，自航工况下则通过重叠网格与滑移网格的耦合实现船-桨系统不同

运动形式的统一建模。 

2.5.1 重叠网格 

重叠网格方法通过在计算域内布置多个相互重叠的独立网格来描述不同运动部

件的流动特性，其中各网格可具有各自的运动形式与参考坐标系。通常将覆盖整体计

算域的网格称为背景网格，而随物体运动的局部网格称为重叠网格。重叠网格与背景

网格在空间上存在重叠区域，流场变量通过插值方式在不同网格之间进行信息传递，

从而保证解在整个计算域内的连续性。 

为避免不同网格在重叠区域内产生重复计算，重叠网格方法通常引入孔切削 

(hole cutting) 技术。其基本思想是根据几何关系自动识别被重叠网格覆盖的背景网格

单元，并将其标记为“孔区单元”而不参与求解；与此同时，在重叠网格与背景网格

的交界处生成插值边界，用于实现流场变量的双向传递。通过孔切削处理，可以确保

计算域内任意物理位置仅由一套有效网格进行求解，从而避免数值冗余和不连续问题。 

重叠网格方法在计算过程中无需对网格进行动态重构，能够有效避免因网格变形

带来的数值误差，特别适用于描述船体纵荡、纵摇等刚体运动问题。在船舶水动力计

算中，该方法可在保持主体网格质量稳定的前提下灵活引入船体运动自由度，具有实

现方便、数值稳定性较好的优点。因此，本文采用重叠网格方法对船体运动进行建模。 

2.5.2 滑移网格 
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滑移网格方法是一种常用于处理旋转部件的网格运动技术，其基本思想是在旋转

区域与静止区域之间设置非共形滑移界面，使旋转域能够以给定角速度相对于背景网

格运动。计算过程中，各旋转域内部网格保持刚性不变，通过滑移界面实现不同区域

间流场变量的周期性交互。 

滑移网格方法能够准确描述旋转机械的非定常流动特性，因而在螺旋桨敞水及自

航数值模拟中得到广泛应用。本文在螺旋桨计算中采用滑移网格方法直接模拟桨叶的

旋转运动，以保证对桨后流场结构及推力、转矩等关键性能参数的准确预测。 

2.6 本章小结 

本章对本文数值模拟所采用的计算方法与建模策略进行了系统介绍。首先在雷诺

时均方程框架下给出了控制方程，并说明了 k-ε模型，SST k-ω模型及 IDDES 等湍流

模型的基本原理与适用特点。随后针对实尺度高雷诺数条件下的近壁面流动问题，从

湍流边界层结构出发，阐述了壁面函数的理论基础以及对粗糙壁面的处理方式，并结

合经验公式对实尺度计算中 y+的选取方法进行了分析。针对自由液面问题，采用基于

VOF 的多相模型并结合 HRIC 方法实现对气-液界面的高分辨率捕捉；同时介绍了重

叠网格与滑移网格方法以描述船体运动与螺旋桨旋转。上述方法为后续螺旋桨敞水、

船体拖航及自航数值计算奠定了基础。
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第 3 章 实尺度螺旋桨敞水性能计算 

3.1 引言 

螺旋桨敞水性能是船舶推进系统分析中的基础环节，其计算结果不仅反映螺旋桨

在均匀来流条件下的基本推进特性，也是船-桨匹配分析和自航数值模拟的重要输入

依据。本章以实尺度 P5227-01-B 螺旋桨为研究对象，基于第二章所述的数值方法，

系统开展螺旋桨敞水性能的数值模拟研究，重点分析不同近壁面处理策略及湍流模型

对整体推进性能和局部流场特征的影响，并在多进速系数条件下验证其适用性。 

3.2 计算模型与数值设置 

3.2.1 计算模型及参数定义 

本文所计算的螺旋桨为 2025 国际 CFD 会议标准船型 JoRes1 Tanker 船配套的

P5227-01-B 螺旋桨，螺旋桨的相关参数见表 3.1，螺旋桨模型见图 3.1。 

  
(a) 正视图 (b) 侧视图 

图 3.1 螺旋桨模型 
Figure 3.1 Propeller model 

表 3.1 P5227-01-B 螺旋桨参数 
Table 3.1 Parameters of the P5227-01-B propeller 

直径 D (m) 盘面比 AE/A0 毂径比 DH/DP 叶数 Z 主桨与毂帽鳍的 
直径比 DPBCF/D 旋向 

6.5 0.445 0.15 4 0.28 右旋 
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除特殊说明外，本文中“螺旋桨”均指包含主桨与毂帽鳍在内的整体推进装置；

其中，“主桨”指由桨叶及其桨毂组成、承担主要推进作用的基本螺旋桨结构；“毂

帽鳍”指布置于桨毂尾部的附加鳍片结构。 

为便于对螺旋桨整体水动力性能进行定量分析，本文采用螺旋桨敞水问题中常用

的无量纲参数对计算结果进行表征，定义如下： 

 
nD
VJ A=  （3.1） 

 42Dnρ
TKT =  （3.2） 

 52Dnρ
QKQ =  （3.3） 

 π
J

K
Kη

Q

T

20 =  （3.4） 

式中：J 为进速系数，n 为螺旋桨转速，VA 为来流速度，T 为螺旋桨推力，Q 为螺旋

桨所受扭矩，KT 为推力系数、KQ为扭矩系数，η0 为螺旋桨的推进效率。 

为与上述推进性能参数所采用的无量纲体系保持一致，并充分反映螺旋桨旋转主

导流动的物理特征，本文在桨叶表面流动分析中，对壁面摩擦应力与压力同样采用基

于转速尺度的无量纲化方式进行表征。相应的，表面摩擦系数 cfn 与表面压力系数 cpn

分别定义为： 

 225.0 Dnρ
τc fn =  （3.5） 

 22
ref

5.0 Dnρ
ppcpn

−
=  （3.6） 

式中：ρ为流体密度，τ为壁面切应力矢量的矢量长，p 为局部压力，pref 为参考压力。 

3.2.2 计算域设置与网格划分 

网格划分工作均在 STAR-CCM+软件中完成。螺旋桨表面网格如图 3.2 所示；螺

旋桨附近的体网格如图 3.3 所示。数值计算中采用滑移网格法对螺旋桨旋转运动进行

模拟。图 3.3 中的红色框选区域表示旋转域,，考虑到后续船-桨耦合自航计算中网格

的一致性，旋转域采用凸台状几何形式进行设置。为提高螺旋桨叶梢涡结构的分辨能

力，在叶梢区域对网格进行了局部加密处理；为准确捕捉桨叶前缘与后缘附近的流动

特性，对导边和随边区域的表面网格进行了进一步细化。 
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(a) 正视图 (b) 侧视图 

图 3.2 螺旋桨表面网格 
Figure 3.2 Surface mesh on the propeller 

 
图 3.3 螺旋桨附近的体网格 

Figure 3.3 Volume mesh in the vicinity of the propeller 

 
图 3.4 螺旋桨敞水性能计算的计算域及边界 

Figure 3.4 Computational domain and boundary conditions for the propeller open-water 
simulation 



上海交通大学硕士学位论文 第 3 章 实尺度螺旋桨敞水性能计算 

34 

计算域及其边界如图 3.4 所示。螺旋桨位于坐标轴的原点；入口边界设置为速度

入口，出口边界设置为压力出口，计算域四周边界均设置为对称平面；螺旋桨表面采

用无滑移壁面边界条件。为考虑表面粗糙度对流动的影响，螺旋桨表面引入等效沙粒

粗糙度模型，其粗糙度高度取为 3.79×10-6 m。计算中对旋转域施加恒定转速 n = 1.6 

rps = 10 rad/s，通过改变入口处的流速实现对不同进速系数的计算。 

为保证网格配置的可靠性，对进速系数 J = 0.6 的工况进行网格收敛性验证。进

行验证时，保持边界层网格的设置不变，不同网格数量的y+�值均为 235 左右，以排除

近壁面处理差异对结果的影响。相关参数设置如表 3.2所示，其中Re0.75R根据式（1.2）

计算得到，取 b0.75R = 1.54 m。 

表 3.2 螺旋桨敞水性能计算的参数设置 
Table 3.2 Numerical settings for the propeller open-water simulation 

密度 ρ (kg/m3) 动力粘度 μ (Pa·s) 来流速度 VA (m/s) 雷诺数 Re0.75R 时间步长 Δt (s) 
1029 1.23026×10-3 6.24 3.26×107 8‰·2π/n 

计算在粗糙、中等、精细三套网格进行，三套网格的基础尺寸以√2为加密比逐级

递进。不同网格密度下的总网格数量及对应的螺旋桨以及主桨与毂帽鳍 KT 和 KQ的计

算结果及其相对误差分别列于表 3.3 和表 3.4 中，其中误差均以最细网格计算结果为

基准。采用网格收敛指数 (Grid Convergence Index, GCI) 方法[86]对计算结果的网格离

散误差进行评估。 

表 3.3 不同网格密度下的 KT计算结果及 GCI 分析 
Table 3.3 KT results and GCI analysis under different mesh densities 

编号 网格量（万） KT 误差 (%) KT
main 误差 (%) KT

PBCF 误差 (%) 
1 2506 0.1052 - 0.1078 - -0.0028 - 
2 886 0.1050 -0.18 0.1077 -0.12 -0.0027 -3.13 
3 313 0.1047 -0.52 0.1074 -0.37 -0.0026 -7.27 

GCI12 - 0.21% - 0.17% - 1.28% - 

表 3.4 不同网格密度下的 KQ计算结果及 GCI 分析 
Table 3.4 KQ results and GCI analysis under different mesh densities 

编号 网格量（万） 10KQ 误差 (%) 10KQ
main 误差 (%) 10KQ

PBCF 误差 (%) 
1 2506 0.1460 - 0.1484 - -0.0025 - 
2 886 0.1458 -0.15 0.1482 -0.14 -0.0024 -2.09 
3 313 0.1453 -0.53 0.1477 -0.47 -0.0023 -6.12 

GCI12 - 0.27% - 0.24% - 2.42% - 

由表 3.3 和表 3.4 可以看到，随着网格加密，主桨的 KT 与 KQ的变化幅度逐渐减

小，其相对误差及 GCI12均小于 0.5%，表明主桨整体水动力性能已达到较好的网格收
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敛性。相比之下，毂帽鳍所产生的 KT、KQ绝对值较小，微小的数值波动即可导致相

对误差有所放大，但其对应的 GCI12 仍处于工程计算可接受范围内，说明当前中等密

度网格配置能够满足对毂帽鳍附加水动力效应的分析需求。 

3.3 湍流模型对实尺度螺旋桨敞水特性的影响 

为系统评估不同湍流模型对实尺度条件下螺旋桨敞水特性数值计算结果的影响，

本文在相同进速系数 J = 0.6 工况下，统一设置y+�  = 235 的近壁面设置，并选取三种

常用湍流模型对螺旋桨敞水流动进行对比计算。在保持网格划分、近壁面处理方式及

其余数值参数一致的前提下，重点分析湍流模型选择对螺旋桨整体水动力性能及局部

流动特性的影响。 

3.3.1 不同湍流模型下螺旋桨整体敞水性能分析 

三种不同湍流模型下 KT、KQ的计算结果及其相对误差如表 3.5 和表 3.6 所示。

其中，相对误差均以 IDDES 湍流模型的计算结果作为参考基准，用以评估湍流模型

变化对螺旋桨整体推进性能预测的影响。 

由表 3.5 和表 3.6 可知，在所选三种湍流模型下，螺旋桨整体敞水性能参数的差

异较小。对于推力系数 KT，SST k-ω 与 k-ε 模型相对于 IDDES 模型的相对误差分别

为 0.32%和 0.22%；对于转矩系数 KQ，对应的相对误差分别为 0.26%和 0.50%。整体

来看，不同湍流模型对螺旋桨整体推进性能预测的影响均控制在 1%以内，表明在实

尺度敞水工况下，整体性能参数对湍流模型选择的敏感性较低。 

表 3.5 不同湍流模型下的 KT计算结果 
Table 3.5 KT results and relative errors predicted using different turbulence models  

湍流模型 KT 误差 (%) KT
main 误差 (%) KT

PBCF 误差 (%) 
IDDES 0.1047 - -0.0028 - 0.1074 - 
SST k-ω 0.1050 0.32 -0.0027 -3.34 0.1077 0.22 

k-ε 0.1049 0.22 -0.0028 1.41 0.1077 0.25 

表 3.6 不同湍流模型下的 KQ计算结果 
Table 3.6 KQ results and relative errors predicted using different turbulence models  

湍流模型 10KQ 误差 (%) 10KQ
main 误差 (%) 10KQ

PBCF 误差 (%) 
IDDES 0.1454 - -0.0025 - 0.1479 - 
SST k-ω 0.1458 0.26 -0.0024 -3.17 0.1482 0.21 

k-ε 0.1461 0.50 -0.0025 0.71 0.1486 0.50 
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进一步对主桨与毂帽鳍的水动力贡献进行分析可以发现，主桨所产生的推力与转

矩系数在不同湍流模型下变化幅度较小，是整体 KT 与 KQ变化的主要决定因素。相比

之下，毂帽鳍所产生的推力与转矩系数绝对值较小，其相对误差在不同湍流模型下表

现出一定波动，但从绝对量变化角度来看，其对整体敞水性能的影响仍然有限。 

需要指出的是，SST k-ω 与 k-ε模型在主桨与毂帽鳍载荷分配上的细微差异，主

要源于各模型对近壁面湍流结构及剪切应力预测能力的不同。然而，在统一的近壁面

设置和壁面函数条件下，这种差异并未显著改变螺旋桨整体推进性能的预测结果。 

综合上述分析可知，在本文所研究的实尺度螺旋桨敞水工况中，不同湍流模型对

整体敞水性能参数的影响有限，计算结果在工程可接受范围内具有较好的一致性。这

一结论为后续局部流动特性分析中湍流模型的合理选取提供了依据。 

3.3.2 不同湍流模型下螺旋桨近壁面流动特性分析 

为进一步揭示湍流模型选择对螺旋桨近壁面流动特性的影响，本节从表面摩擦力

系数和表面压力系数两个方面，对不同湍流模型下的计算结果进行对比分析。 

3.3.2.1 不同湍流模型下表面摩擦力系数分布特性 

不同湍流模型下螺旋桨压力面与吸力面的无量纲化表面摩擦力系数 cfn 分布情况

分别如图 3.5 和图 3.6 所示。可以看出，可以看出，在 IDDES、SST k-ω以及 k-ε三

种湍流模型下，螺旋桨表面 cfn 的整体分布形态保持一致。 

   
(a) IDDES (b) SST k-ω (c) k-ε 

图 3.5 不同湍流模型下 cfn 压力面分布 
Figure 3.5 Distribution of cfn on the pressure side predicted by different turbulence models 
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(a) IDDES (b) SST k-ω (c) k-ε 

图 3.6 不同湍流模型下 cfn 吸力面分布 
Figure 3.6 Distribution of cfn on the suction side predicted by different turbulence models 

对局部区域进行进一步对比可以发现，不同湍流模型在叶梢附近的摩擦力系数分

布仍存在一定差异。相较于 IDDES 模型，SST k-ω模型在叶梢区域的高 cfn 分布范围

有所减小，该特征在压力面与吸力面上均有体现。相比之下，k-ε 模型在叶梢位置出

现了高 cfn 区域分布不连续的现象，反映出其对梢涡分离及相关近壁面流动结构的预

测存在一定偏差。 

为进一步定量评估不同湍流模型条件下表面摩擦力系数的差异，将螺旋桨整体、

主桨以及毂帽鳍表面的cfn���及其相对误差汇总于表 3.7 中。 

表 3.7 不同湍流模型下螺旋桨表面cfn����及相对误差 
Table 3.7 Propeller surface cfn���� and relative errors predicted using different turbulence models 

湍流模型 cfn��� (×10-3) 误差 (%) cfn
main������ (×10-3) 误差 (%) cfn

PBCF������� (×10-3) 误差 (%) 
IDDES 9.16 - 10.28 - 1.54 - 
SST k-ω 8.89 -2.95 9.98 -2.98 1.51 -1.51 

k-ε 9.12 -0.52 10.23 -0.56 1.55 1.14 

由表 3.7 可知，相对于 IDDES 模型，SST k-ω以及 k-ε模型所预测的整体及主桨

表面cfn���均略有偏低，其中 SST k-ω模型的相对误差约为−3%，而 k-ε模型的相对误差

控制在−1%以内。这表明不同湍流模型在近壁面剪切应力预测方面存在一定差异，但

其影响幅度整体较小。 
相比之下，毂帽鳍表面的cfn���在不同湍流模型下变化更为有限，其相对误差均控制

在±2%以内。这一方面与毂帽鳍表面摩擦力系数绝对值较小有关，另一方面也表明在

统一的近壁面处理条件下，不同湍流模型对该区域摩擦力水平的预测差异有限。 
必须要说明的是，尽管从cfn���的统计结果来看，k-ε模型相对于 IDDES 模型表现出

较小的相对误差，但结合其在叶梢区域摩擦力系数分布不连续的特征可以知道，该结
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果并不意味着 k-ε模型在近壁面摩擦预测方面具有更高的物理可靠性。相反，这种统

计结果上的接近在一定程度上掩盖了其对局部复杂流动结构预测能力不足的问题。 
综合分布云图与cfn���结果可以知道，在实尺度螺旋桨敞水计算中，当近壁面分辨率

保持一致时，湍流模型选择对表面摩擦力系数的整体分布影响有限，但在叶梢等局部

复杂流动区域仍会引入显著差异。这一结论与前述整体敞水性能对湍流模型选择不敏

感的分析结果相一致，同时也表明在评估湍流模型适用性时，单纯依赖整体统计量并

不足以反映模型对局部流动特征的预测能力。 

3.3.2.2 不同湍流模型下表面压力系数分布特性 

不同湍流模型下螺旋桨压力面与吸力面的无量纲化表面压力系数 cpn 分布情况分

别如图 3.7 和图 3.8 所示： 

   
(a) IDDES (b) SST k-ω (c) k-ε 

图 3.7 不同湍流模型下 cpn 压力面分布 
Figure 3.7 Distribution of cpn on the pressure side predicted by different turbulence models 

   
(a) IDDES (b) SST k-ω (c) k-ε 

图 3.8 不同湍流模型下 cpn 吸力面分布 
Figure 3.8 Distribution of cpn on the suction side predicted by different turbulence models 
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由图 3.7 和图 3.8 可以看出，可以看出，在 IDDES、SST k-ω以及 k-ε三种湍流

模型下，螺旋桨表面 cpn 的整体分布形态保持一致。无论是在压力面还是吸力面，压

力系数沿径向和弦向的空间变化规律基本相同，未观察到明显的分布形态差异。这表

明在统一近壁面设置条件下，螺旋桨表面压力分布对湍流模型选择整体上并不敏感。 

为进一步定量评估不同湍流模型条件下表面压力系数的差异，将螺旋桨整体、主

桨以及毂帽鳍表面的cpn����及其相对误差汇总于表 3.8 中。 

由表 3.8 可知，相对于 IDDES 模型，SST k-ω与 k-ε模型预测的整体及主桨表面

cpn����数值略有偏差，其相对误差均小于 1%。这表明在实尺度敞水工况下，螺旋桨主要

压力载荷对湍流模型选择具有较好的鲁棒性，压力项对整体推进性能预测的数值稳定

性较高。 

表 3.8 不同湍流模型下螺旋桨表面cpn����及相对误差 
Table 3.8 Propeller surface cpn���� and relative errors predicted using different turbulence models 

湍流模型 cpn���� 误差 (%) cpn
main������ 误差 (%) cpn

PBCF������� 误差 (%) 
IDDES -0.2769 - -0.3185 - 0.0068 - 
SST k-ω -0.2783 0.52 -0.3203 0.55 0.0073 8.54 

k-ε -0.2786 0.60 -0.3202 0.53 0.0053 -22.21 

然而，在毂帽鳍区域，不同湍流模型的预测差异显著放大。其中，SST k-ω模型

下毂帽鳍表面cpn����的相对误差约为9%，而 k-ε模型的相对误差进一步增大，可达约22%。

需要指出的是，尽管 k-ε 模型在整体与主桨压力载荷预测方面表现出较好的一致性，

但其在毂帽鳍区域对复杂三维流动和局部分离特性的预测能力相对不足，导致该区域

压力系数结果对湍流模型选择较为敏感。 

从工程应用角度来看，螺旋桨推进装置中局部附加结构的水动力特性对湍流模型

的稳健性提出了更高要求。综合整体压力载荷预测精度与局部流动特性表现可以知道，

虽然 k-ε模型在整体层面具有一定预测能力，但其在毂帽鳍区域表现出的较大不确定

性限制了其作为最终适用湍流模型的合理性。相比之下，IDDES 与 SST k-ω模型在整

体与局部压力载荷预测之间表现出更好的平衡性，更适合作为后续分析的推荐模型。 

3.3.3 不同湍流模型下螺旋桨后方流动特性分析 

3.3.3.1 不同湍流模型下螺旋桨后方速度分布特性 

为了评估不同湍流模型对螺旋桨后方流动特性的影响，取桨盘面后方 0.2D 位置

的无量纲化轴向速度 ωx 的分布情况如图 3.9 所示。 
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(a) IDDES (b) SST k-ω (c) k-ε 

图 3.9 不同湍流模型下桨盘后方 0.2D 位置 ωx分布 
Figure 3.9 Distribution of ωx at 0.2D downstream of the propeller disk predicted by different 

turbulence models 

可以看出，在三种湍流模型下，螺旋桨盘面后方 0.2D 位置的无量纲化轴向速度

ωx 整体分布特征基本一致，未观察到明显的空间结构差异，这表明在统一的近壁面设

置条件下，湍流模型的变化对螺旋桨后方整体流场的流动状态影响较小。 

为定量评估不同湍流模型下 ωx 的变化情况，将该位置处的ωx���及其相对误差汇总

于表 3.9 中。 

表 3.9 不同湍流模型下桨盘后方 0.2D 位置ωx����及相对误差 
Table 3.9 ωx���� and relative errors at 0.2D downstream of the propeller disk predicted using 

different turbulence models 

湍流模型 ωx��� 误差 (%) 
IDDES 1.1455 - 
SST k-ω 1.1465 0.09 

k-ε 1.1464 0.08 

由表 3.9 可知，相对于 IDDES 模型，SST k-ω与 k-ε模型预测的ωx���相对误差分别

约为 0.09%和 0.08%，三种湍流模型之间的差异均小于 0.1%。这表明在统一近壁面设

置条件下，不同湍流模型对螺旋桨后方主流区平均轴向速度的预测结果高度一致。 

从推进器工作原理的角度来看，螺旋桨推力主要由桨盘前后流体轴向动量的变化

所决定，而桨后主流区的平均轴向速度水平直接反映了螺旋桨对来流的整体加速能力。

在相同进速系数条件下，若不同湍流模型预测的桨后轴向速度分布保持一致，则表明

其对桨盘整体动量交换过程的刻画基本一致，从而能够得到近似相同的推力预测结果。

该结果也从流场层面验证了前述不同湍流模型下整体敞水性能参数差异较小的结论。 

3.3.3.2 不同湍流模型下螺旋桨后方涡结构分布特性 

不同湍流模型下螺旋桨后方涡结构的瞬时分布情况如图 3.10 所示。 
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(a) IDDES (b) SST k-ω (c) k-ε 

图 3.10 不同湍流模型下 Q 等值面捕捉涡结构分布 
Figure 3.10 Vortex structures captured by Q-criterion iso-surfaces predicted by different 

turbulence models 

可以看出，不同湍流模型在螺旋桨尾流涡结构的捕捉能力和保持特性方面存在明

显差异。相较于 SST k-ω与 k-ε模型，IDDES 湍流模型能够更清晰地分辨螺旋桨后方

的涡结构形态，尾流中涡核结构更为完整，且在轴向方向上能够维持更长的传播距离。

这表明 IDDES 模型在尾流非定常涡结构的解析能力方面具有明显优势。 

相比之下，SST k-ω 与 k-ε模型对尾流涡结构的捕捉能力相对有限，涡结构在下

游区域衰减较快，细尺度涡旋逐渐被耗散，二者在整体表现上差异不大。这主要与基

于 RANS 的湍流模型在强旋转、非定常剪切流动中对湍动能耗散的建模特性有关，其

对小尺度涡结构的分辨能力受到模型假设的限制。 

综合来看，在统一的近壁面设置条件下，不同湍流模型对螺旋桨尾流场平均特性

的影响有限，但在涡结构解析能力方面差异显著。IDDES 模型在尾流涡结构捕捉与传

播特性方面表现更优，更适合用于对螺旋桨后方非定常流动特性具有较高要求的数值

模拟研究。 

3.4 近壁面无量纲距离 y+对实尺度螺旋桨敞水特性的影响 

为系统探究近壁面无量纲距离 y+对实尺度条件下螺旋桨敞水性能数值计算结果

的影响，本文在相同进速系数 J = 0.6 工况下，采用基于 RANS 方程的 SST k-ω湍流

模型，设置了三种不同的边界层网格方案，对螺旋桨敞水性能进行了对比计算。通过

调整近壁面第一层网格高度，形成不同 y+水平的计算工况，并分析其对螺旋桨整体水

动力性能及局部流动特征的影响。各边界层网格设置参数及对应的y+�值如表 3.10 所

示。 
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表 3.10 不同边界层网格设置的参数及对应y+�值 
Table 3.10 Parameters and y+�  for different boundary-layer mesh configurations 

总厚度 增长率 网格层数 第一层网格厚度 最外层网格厚度 y+�  ymain
+������ yPBCF

+������� 
7.31×10-3D 1.35 8 2.55×10-4D 2.08×10-3D 428 465 173 
7.69×10-3D 1.35 10 1.41×10-4D 2.10×10-3D 235 256 94 
8.08×10-3D 1.35 12 7.93×10-5D 2.15×10-3D 131 143 52 

三种网格方案中，边界层网格均采用相同的增长率设置，使第一层网格厚度按约

2 倍关系逐级变化，而最外层边界层网格厚度基本保持不变。从而在改变近壁面分辨

率的同时，保持边界层外缘与体网格之间的连接关系和插值特性不发生明显变化，从

而最大程度地隔离第一层网格高度变化对计算结果的影响，确保不同算例之间的对比

具有可比性。 

需要指出的是，y+作为近壁面无量纲距离，其影响主要体现在对近壁面流动特性

的影响上。因此，本文在 y+影响分析中重点关注整体水动力性能及近壁面流动特性，

不对螺旋桨后方流场展开单独讨论。 

3.4.1 不同 y+条件下螺旋桨整体敞水性能分析 

三种不同 y+设置下 KT、KQ 的计算结果及其相对误差如表 3.11 和表 3.12 所示，

其中误差均以y+�最小网格 (y+�  =131) 计算结果为基准，用以评估近壁面分辨率变化对

螺旋桨整体推进性能预测的影响。 

表 3.11 不同 y+条件下的 KT计算结果和相对误差 
Table 3.11 KT results and relative errors under different y+ conditions  

y+�  KT 误差 (%) KT
main 误差 (%) KT

PBCF 误差 (%) 
131 0.1053 - 0.1082 - -0.0028 - 
235 0.1050 -0.29 0.1077 -0.45 -0.0027 -6.37 
428 0.1033 -1.94 0.1059 -2.12 -0.0026 -8.47 

表 3.12 不同 y+条件下的 KQ计算结果和相对误差 
Table 3.12 KQ results and relative errors under different y+ conditions  

y+�  10KQ 误差 (%) 10KQ
main 误差 (%) 10KQ

PBCF 误差 (%) 
131 0.1458 - 0.1483 - -0.0025 - 
235 0.1458 0.00 0.1482 -0.08 -0.0024 -4.92 
428 0.1436 -1.50 0.1459 -1.60 -0.0023 -6.97 

可以看到，在不同 y+设置下，螺旋桨整体敞水性能参数随 y+增大呈现出一定变化

趋势，但整体差异幅度较小。当 y+从 131 增加至 235 时，推力系数 y+与转矩系数 KQ

的变化幅度均小于 0.3%，表明在该范围内计算结果对 y+的变化并不敏感。当 y+进一
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步增大至 428 时，KT与 KQ出现更为明显的下降趋势，其中 KT 与 KQ的相对误差分别

增至约 1.94%和 1.50%。结合后续近壁面流动分析结果可以知道，在较高 y+条件下，

壁面函数对近壁面剪切应力的预测精度下降，导致表面摩擦力水平发生系统性偏移，

进而对整体载荷积分结果产生影响。 

进一步对主桨与毂帽鳍的水动力贡献进行分析可以发现，主桨的推力与转矩系数

随 y+增大整体呈现出缓慢下降趋势，是导致整体 KT 与 KQ 变化的主要来源；相比之

下，毂帽鳍产生的推力与转矩系数绝对值较小，其数值通常处于 10-3量级范围内，从

绝对量变化角度来看，毂帽鳍水动力贡献随 y+变化的幅度仍然有限。 

综合来看，在实尺度螺旋桨敞水性能数值模拟中，当采用壁面函数并取 y+位于 

100–300 范围内时，螺旋桨整体推进性能预测结果对 y+的变化不敏感，计算精度与工

程可接受性均能够得到保证；而过高的 y+取值会对载荷预测精度产生不利影响。 

3.4.2 不同 y+条件下螺旋桨近壁面流动特性分析 

为进一步揭示近壁面无量纲距离 y+对螺旋桨近壁面流动特性的影响，本节从表

面摩擦力系数和表面压力系数两个方面，对不同 y+条件下螺旋桨近壁面流动特性进

行对比分析。 

3.4.2.1 不同 y+条件下表面摩擦力系数分布特性 

不同 y+条件下螺旋桨压力面与吸力面的无量纲化表面摩擦力系数 cfn 分布情况分

别如图 3.11 和图 3.12 所示： 

   
(a) y+�  = 131 (b) y+�  = 235 (c) y+�  = 428 

图 3.11 不同 y+条件下 cfn 压力面分布 
Figure 3.11 Distribution of cfn on the pressure side under different y+ levels 
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(a) y+�  = 131 (b) y+�  = 235 (c) y+�  = 428 

图 3.12 不同 y+条件下 cfn吸力面分布 
Figure 3.12 Distribution of cfn on the suction side under different y+ levels 

由图 3.11 和图 3.12 可以看出，在三种 y+设置下，螺旋桨表面 cfn 的整体分布特

征保持一致。然而，通过细致对比可以发现，随着 y+的增大，螺旋桨表面高 cfn 区域

呈现出逐渐扩展的趋势，该特征在主桨叶梢附近尤为明显，并在压力面与吸力面上均

有体现。此外，从图 3.11 所示的毂帽鳍区域 cfn 分布可以观察到，随着 y+的增大，低

cfn 区域逐渐缩小，表明毂帽鳍表面的摩擦力系数整体亦呈现出随 y+增大而略有升高

的趋势。上述现象表明，尽管 y+的变化未显著改变摩擦力系数的整体分布形态，但在

局部区域仍会引起摩擦水平的系统性偏移。 

为定量评估不同 y+条件下表面摩擦力系数的变化情况，将螺旋桨整体、主桨以及

毂帽鳍表面的cfn���及其相对误差汇总于表 3.13 中。可以看到，随着 y+的增大，整体及

主桨表面的cfn���呈现出缓慢增大的趋势。当 y+从 131 增加至 235 时，整体与主桨cfn���的

相对变化约为 1.8%；当 y+进一步增大至 428 时，其相对变化增至约 3.4%。相比之下，

毂帽鳍表面的cfn���变化幅度较小，其相对误差始终控制在 3%以内。 

表 3.13 不同 y+条件下螺旋桨表面cfn����及相对误差 
Table 3.13 Propeller surface cfn���� and relative errors under different y+ levels 

y+�  cfn��� (×10-3) 误差 (%) cfn
main������ (×10-3) 误差 (%) cfn

PBCF������� (×10-3) 误差 (%) 
131 8.73 - 9.80 - 1.49 - 
235 8.89 1.84 9.98 1.85 1.51 1.37 
428 9.03 3.44 10.14 3.47 1.53 2.51 

综合分布云图与cfn���结果可知，在采用壁面函数的实尺度螺旋桨敞水计算中，y+的

变化主要影响表面摩擦力系数的整体水平，而对其空间分布形态影响有限。 

3.4.2.2 不同 y+条件下表面压力系数分布特性 



上海交通大学硕士学位论文 第 3 章 实尺度螺旋桨敞水性能计算 

45 

   
(a) y+�  = 131 (b) y+�  = 235 (c) y+�  = 428 

图 3.13 不同 y+条件下 cpn压力面分布 
Figure 3.13 Distribution of cpn on the pressure surface side under different y+ levels 

   
(a) y+�  = 131 (b) y+�  = 235 (c) y+�  = 428 

图 3.14 不同 y+条件下 cpn吸力面分布 
Figure 3.14 Distribution of cpn on the suction surface side under different y+ levels 

不同 y+条件下螺旋桨压力面与吸力面的无量纲化表面压力系数 cpn 分布情况分别

如图 3.13 和图 3.14 所示。 

在三种 y+设置下，螺旋桨表面 cpn 的整体分布特征高度一致。无论是在压力面还

是吸力面，压力系数沿径向和弦向的变化规律基本相同，未观察到明显的分布形态差

异。这表明在实尺度高雷诺数敞水工况下，螺旋桨表面 cpn 分布主要受几何形态和整

体流动结构控制，对近壁面无量纲距离 y+的变化响应较弱。 

为定量评估不同 y+条件下表面压力系数的变化情况，将螺旋桨整体、主桨以及毂

帽鳍表面的cpn����及其相对误差汇总于表 3.14 中。由表 3.14 可知，随着 y+的增大，螺

旋桨整体及主桨表面的cpn����数值变化幅度较小，其相对误差均小于 0.4%。这表明在所

研究的 y+范围内，压力载荷预测对近壁面分辨率的变化不敏感，压力项对整体水动力

性能的贡献具有较好的数值稳定性。这一结果说明，壁面函数条件下 y+的变化不会显
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著影响螺旋桨主要压力载荷的积分结果，是整体推进性能对 y+不敏感的重要原因之

一。 

表 3.14 不同 y+条件下螺旋桨表面cpn����及相对误差 
Table 3.14 Propeller surface cpn���� and relative errors under different y+ levels 

y+�  cpn���� 误差 (%) cpn
main������ 误差 (%) cpn

PBCF������� 误差 (%) 
131 -0.2774 - -0.3190 - 0.0066 - 
235 -0.2783 0.36 -0.3203 0.39 0.0073 11.06 
428 -0.2780 0.23 -0.3198 0.25 0.0072 8.72 

相比之下，毂帽鳍表面的cpn����相对误差明显偏大，其数值可达 8%–11%。需要指出

的是，毂帽鳍表面的压力系数绝对值较小，且局部流动受主桨尾流影响显著，因此微

小的数值波动即可在相对误差指标中被放大。从绝对量变化角度来看，毂帽鳍表面cpn����

随 y+的变化仍然有限。 
综合分布云图与cpn����结果可以知道，在采用壁面函数的实尺度螺旋桨敞水计算中，

y+的变化主要影响近壁面剪切相关量，而对以压力为主导的表面载荷分布影响有限。

该结论与前述表面摩擦力系数及整体水动力性能分析结果相互印证，进一步说明在工

程可接受的 y+范围内，压力载荷预测具有较好的鲁棒性。 

3.5 数值方法合理性验证与敞水性能综合分析 
为进一步验证前文结论的可靠性，选取 J = 0.6 工况下的计算结果，与国际 CFD

会议中其他研究单位的计算结果进行对比分析。各单位在该工况下预测的推力系数

KT 与转矩系数 KQ的统计结果分别如图 3.15 和图 3.16 所示[87]： 
从图 3.15 可以看出，不同研究单位在采用不同 y+和不同湍流模型的情况下，其

KT 计算结果整体离散性较小。这表明在实尺度敞水工况下，螺旋桨推力预测对数值参

数选择具有较好的鲁棒性。结合本章前述分析可知，KT 主要由螺旋桨表面压力载荷贡

献，而压力系数对 y+和湍流模型变化均不敏感，该物理特性与国际对比结果表现出良

好一致性。 
相比之下，由图 3.16 可见，不同研究单位在 KQ的预测结果上呈现出更为明显的

离散性。这是由于转矩系数不仅受到压力载荷影响，同时还受到表面摩擦力贡献的影

响。前文已表明摩擦力系数的空间分布形态对 y+和湍流模型变化不敏感，但其数值水

平仍会随近壁面处理方式和湍流封闭模型的不同而产生整体平移，从而放大在 KQ 统

计结果中的差异。这一现象同样与本章关于近壁面摩擦特性分析所得结论相一致。 
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图 3.15 不同研究单位在 J = 0.6 工况下的推力系数 KT统计结果 

Figure 3.15 Statistics of thrust coefficient KT at J = 0.6 reported by different institutions 

 
图 3.16 不同研究单位在 J = 0.6 工况下的推力系数 KQ 统计结果 

Figure 3.16 Statistics of torque coefficient KQ at J = 0.6 reported by different institutions 
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综合前述关于近壁面分辨率与湍流模型影响的系统分析可以知道，在实尺度螺旋

桨敞水性能数值模拟中，采用壁面函数并将 y+控制在 300 以下能够在计算精度与计

算效率之间取得较为合理的平衡。 
在湍流模型方面，IDDES 模型在涡结构捕捉和非定常流动描述方面表现出更强

的能力，但其计算成本相对较高；综合考虑计算效率需求以及整体水动力性能预测的

稳定性，最终选取 SST k-ω湍流模型作为后续敞水性能计算的主要模型。 
在上述数值设置条件下，对螺旋桨敞水性能曲线进行了完整计算，计算结果汇总

于表 3.15 中： 

表 3.15 螺旋桨敞水性能计算结果 
Table 3.15 Computed results of propeller open-water performance 

J VA Re0.75R (×107) KT KT
main KT

PBCF 10KQ 10KQ
main 10KQ

PBCF η0 
0.1 1.04 3.16 0.2976 0.3022 -0.0045 0.3302 0.3336 -0.0034 0.1435 
0.3 3.12 3.18 0.2273 0.2308 -0.0034 0.2634 0.2661 -0.0028 0.4121 
0.5 5.2 3.23 0.1471 0.1499 -0.0027 0.1876 0.1900 -0.0024 0.6241 
0.6 6.24 3.26 0.1050 0.1077 -0.0027 0.1458 0.1482 -0.0024 0.6878 
0.7 7.28 3.30 0.0615 0.0644 -0.0029 0.0989 0.1014 -0.0025 0.6933 
0.8 8.32 3.34 0.0151 0.0185 -0.0034 0.0445 0.0473 -0.0028 0.4318 
本文在 J = 0.1-0.8 范围内对螺旋桨整体、主桨及毂帽鳍敞水特性的预测结果均处

于国际主流计算结果的合理区间内，进一步验证了所采用数值方法与参数设置在实尺

度螺旋桨敞水性能计算中的可靠性。 
基于表 3.15 的计算结果，绘制螺旋桨整体敞水性能曲线如图 3.17 所示： 

 

图 3.17 螺旋桨敞水性能曲线 
Figure 3.17 Propeller open-water performance curves 
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3.6 本章小结 

本章针对实尺度条件下螺旋桨敞水性能的数值模拟问题，系统分析了近壁面分辨

率及湍流模型选择对计算结果的影响。研究结果表明，在采用壁面函数的前提下，当

y+控制在 100-300 范围内时，螺旋桨推力与转矩预测结果对近壁面设置不敏感，计算

精度与效率能够取得较好平衡。压力载荷是推力预测稳定性的主要来源，而摩擦力水

平变化是转矩离散性的主要原因。不同湍流模型对整体敞水性能影响有限，但在局部

流动结构预测方面存在差异，综合精度与计算成本后选取 SST k-ω模型作为后续计算

模型。在此基础上完成了 J = 0.1-0.8 的敞水性能计算，并通过国际 CFD 标模对比验

证了整体、主桨及毂帽鳍水动力预测结果的可靠性，为后续自航性能研究奠定了基础。
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第 4 章 实尺度船体阻力性能计算 

4.1 引言 

船体阻力水平及其尾流结构不仅直接决定船舶主机功率需求与能效表现，也是螺

旋桨入流条件构建和船–桨耦合分析的重要基础。相较于模型尺度，实尺度船体水动

力计算对应的雷诺数显著提高，边界层处于充分发展的湍流状态，完全解析近壁面流

动在工程计算中难以实现。同时，自由液面效应、船体姿态变化及尾流结构在实尺度

条件下呈现出不同于模型尺度的特征，使得数值建模策略的合理选取尤为关键。基于

此，本章以 JoRes1 Tanker 裸船体为研究对象，在拖航工况下开展实尺度船体水动力

数值模拟，重点对比分析不同近壁面 y+取值和湍流模型条件下的船体阻力、姿态响应

及尾流特性，为后续实尺度自航计算提供可靠的船体水动力基础。 

4.2 计算模型与数值设置 

4.2.1 计算模型及参数定义 

本文所计算的船体为 2025 国际 CFD 会议标准船型 JoRes1 Tanker 船，螺旋桨以

假毂代替，船型主尺度见表 4.1，船体模型见图 4.1。 

 
(a) 侧视图 

 
(b) 船尾局部视图 

图 4.1 JoRes1 Tanker 船体模型 
Figure 4.1 Hull model of JoRes1 Tanker 
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表 4.1 船体阻力性能计算中的船型主尺度 
Table 4.1 Main particulars of JoRes1 Tanker for the ship resistance simulation 

垂线间长 LPP (m) 型宽 B (m) 吃水 T (m) 排水体积∇ (m3) 湿表面积 S (m2) 
178.5 32.26 10.47 46648 8337.1 

可以看到，船体尾部布置有多种附体结构，包括 PIV 测量装置、非对称尾鳍以及

带有喇叭口的角舵。这些附体均位于船体尾流区内，其存在将对局部流场结构及尾流

分布产生显著影响，从而对网格划分策略及数值计算精度提出了更高要求。 

为便于对船体阻力性能进行定量分析，本文采用船体阻力性能分析中常用的无量

纲参数对计算结果进行表征，定义如下： 

 SVρ
RC

S

t
t 25.0
=  （4.1） 

 
SVρ

R
C

S

f
f 25.0
=  （4.2） 

 ftr CCC −=  （4.3） 

式中：Ct 为船舶总阻力系数，Cf 为船舶摩擦阻力系数，Cr 为船舶剩余阻力系数，Rt 为

船舶总阻力，Rf 为船舶摩擦阻力，VS 为来流速度。以上变量如无特殊说明，均相对于

船长方向。 

 25.0 S
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fx Vρ
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ppc −
=  （4.5） 

 
( )

25.0 S
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−=  （4.6） 

式中：cfx 为 x 方向上的表面摩擦力系数，cp 为表面压力系数，cdp 为表面动压力系数，

τx 为壁面切应力沿 x 方向上的分量。 

 
S

x
x V

Vω −=1  （4.7） 

式中：ωx 为轴向伴流分数。 

4.2.2 计算域设置与网格划分 

网格划分工作均在 STAR-CCM+软件中完成。船体表面网格及自由面网格如图 

4.2 及图 4.3 所示。数值计算中采用重叠网格法对船体运动进行模拟。 

针对船体几何特点，在船首、船尾等曲率变化剧烈的区域，进行了局部网格加密

处理，以提高附近的解析精度。为准确捕捉自由液面形状及尾流结构，在船体尾部、
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开尔文波传播区域布设了多层嵌套网格，增强对波面和剪切层的分辨能力。此外，为

降低背景网格与重叠网格间的插值误差，特别将两者在过渡区域设置为相同的网格尺

度，以提高数值计算的稳定性与准确性。 

由于船体不同区域的网格加密程度存在差异，导致边界层网格周围的体网格密度

不一，因此需对船体表面的边界层进行分区域设置：船身主体部分的边界层与包含尾

柱、假毂、尾鳍、PIV 装置及舵面在内的尾流区域的边界层分区设置，并保持与船体

主体部分相同的增长率及第一层厚度，以保证不同区域近壁面处理方式的一致性；甲

板表面不设置边界层网格，以简化计算并降低冗余网格量。 

  
(a) 船艉及舵面网格 (b) 船艏网格 

图 4.2 船体阻力性能计算中船体表面网格 
Figure 4.2 Hull surface mesh for the ship resistance simulation 

 
图 4.3 自由面网格 

Figure 4.3 Mesh distribution near the free surface 
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考虑到船体尾部装置的不对称性，采用全流域计算，通过重叠网格技术将计算域

划分为背景域和重叠域。具体尺寸如表 4.2 所示： 

表 4.2 背景域及重叠域尺寸 
Table 4.2 Dimensions of background domain and overset domain 

 背景域 重叠域 
入口距首垂线 1.25LPP 0.10LPP 
出口距尾垂线 3.00LPP 0.15LPP 
两侧距舷侧 2.50LPP 0.25B 
顶面距甲板 0.75LPP 0.25T 
底面距龙骨 1.75LPP 0.50T 

 
图 4.4 船体阻力性能计算中计算域及边界 

Figure 4.4 Computational domain and boundary conditions for the ship resistance simulation 

计算域及其边界如图 4.4 所示。坐标轴的原点位于船体重心位置；入口、顶部及

底部边界设置为速度入口，出口边界设置为压力出口，两侧设置为对称平面；船体表

面采用无滑移壁面边界条件。为考虑表面粗糙度对流动的影响，船体表面和舵面引入

等效沙粒粗糙度模型，船体表面粗糙度高度取为 5.3×10-5 m，舵面粗糙度高度取为

6.3×10-5 m。为减小反射波对流场计算的影响，对出口和侧面设置阻尼消波，消波区

宽度为 1.25LPP。约束船舶六自由度运动，仅解放其纵摇及升沉两个方向上的自由度。

通过改变入口处的流速实现对不同航速的计算。 

为保证网格配置的可靠性，对傅汝德数 Fr = 0.164 的工况进行网格收敛性验证。

进行验证时，保持边界层网格的设置不变，不同网格数量的y+�值均为 604 左右，以排

除近壁面处理差异对结果的影响。相关参数设置如表 4.3 所示： 

计算在粗糙、中等、精细三套网格进行，三套网格的基础尺寸以√2为加密比逐级

递进。不同网格密度下的总网格数量及对应的船体受力的 Ct、Cf、Cr系数和对应船体
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运动的升沉 Sink、纵摇 Trim 计算结果及其相对误差分别列于表 4.4 和表 4.5 中，其

中误差均以最细网格计算结果为基准。 

表 4.3 船体阻力性能计算中参数设置 
Table 4.3 Numerical settings for the ship resistance simulation 

欧拉相 密度 ρ (kg/m3) 动力粘度 μ (Pa·s) 来流速度 VS (m/s) 雷诺数 Re 时间步长 Δt (s) 
水 1029 1.23026×10-3 6.24 1.025×109 2×10-4LPP/VS 
空气 1.212 1.82×10-5 

表 4.4 不同网格密度下的船体阻力计算结果及 GCI 分析 
Table 4.4 Hull resistance results and GCI analysis under different mesh densities 

编号 网格量（万） Ct×103 误差 (%) Cf×103 误差 (%) Cr×103 误差 (%) 
1 6900 2.07 - 1.62 - 0.45 - 
2 2440 2.08 0.33 1.62 0.00 0.45 1.53 
3 863 2.03 -1.93 1.62 -0.04 0.41 -8.81 

GCI12 - 2.42% - 0.05% - 11.01% - 

表 4.5 不同网格密度下的船体运动计算结果及 GCI 分析 
Table 4.5 Ship motion results and GCI analysis under different mesh densities 

编号 网格量（万） Sink 误差 (%) Trim 误差 (%) 
1 6900 0.1999 - 0.1618 - 
2 2440 0.1999 0.02 0.1617 -0.04 
3 863 0.2013 0.70 0.1597 -1.30 

GCI12 - 0.83% - 1.52% - 

由表 4.4 可以看出，三种网格密度下的摩擦阻力系数 Cf 基本一致。这是由于不

同网格方案采用了相同的近壁面网格设置，从而有效排除了近壁面建模差异对摩擦阻

力预测的影响。在此基础上，总阻力系数 Ct 在不同网格密度下亦表现出较为稳定的

变化特征。 

相比之下，剩余阻力系数 Cr 对网格密度变化更为敏感。在粗糙网格条件下，Cr

出现了相对较大的偏差。进一步对自由液面形态进行分析发现，粗糙网格已难以稳定

解析船尾及开尔文波传播区域的自由面结构，自由面出现一定程度的数值发散，从而

影响了兴波相关阻力的预测精度，这也是粗糙网格下 Cr 误差偏大的主要原因。 

由表 4.5 可以看出，随着网格逐步加密，船体运动响应同样呈现出明确的收敛趋

势。粗糙网格条件下，纵摇和升沉结果与精细网格相比仍存在可观差异，而中等网格

与精细网格之间的差异已显著减小，其相对误差均控制在较小范围内。 

从 GCI 分析结果来看，中等网格与精细网格之间的 GCI12数值较小，表明计算结

果已基本进入网格无关区间。因此，综合计算精度与计算成本的平衡，本文后续计算
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均采用中等密度网格配置，该网格能够满足对船体运动特性及假毂条件下尾流与阻力

特征分析的精度要求。 

4.3 湍流模型对实尺度船体阻力性能的影响 

为系统评估不同湍流模型对实尺度条件下船体阻力性能数值计算结果的影响，本

文在相同傅汝德数 Fr = 0.164 的工况下，统一设置y+�  = 604 的近壁面设置，并选取三

种常用湍流模型对船体阻力性能进行对比计算。在保持网格划分、近壁面处理方式及

其余数值参数一致的前提下，重点分析湍流模型选择对船体阻力性能及局部流动特性

的影响。 

4.3.1 不同湍流模型下船体阻力性能分析 

三种不同湍流模型下 Ct、Cf、Cr 和 Sink、Trim 的计算结果及其相对误差如表表 

4.6 和表 4.7 所示。其中，相对误差均以 IDDES 湍流模型的计算结果作为参考基准，

用以评估湍流模型变化对船体阻力性能预测的影响。 

表 4.6 不同湍流模型下的船体阻力系数计算结果 
Table 4.6 Hull resistance coefficient results predicted using different turbulence models 

湍流模型 Ct×103 误差 (%) Cf×103 误差 (%) Cr×103 误差 (%) 
IDDES 2.07 - 1.64 - 0.43 - 
SST k-ω 2.08 0.25 1.62 -0.89 0.45 4.54 

k-ε 2.16 4.48 1.69 3.01 0.48 10.01 

表 4.7 不同湍流模型下的船体运动计算结果 
Table 4.7 Ship motion results predicted using different turbulence models 

湍流模型 Sink 误差 (%) Trim 误差 (%) 
IDDES 0.1999 - 0.1620 - 
SST k-ω 0.1999 0.00 0.1617 -0.18 

k-ε 0.1999 -0.01 0.1610 -0.62 

由表 4.6 可知，在三种湍流模型中，摩擦阻力系数 Cf 的预测结果整体差异较小，

IDDES 与 SST k-ω模型结果非常接近，而 k-ε模型略有偏大。这表明在统一近壁面设

置条件下，摩擦阻力对湍流模型选择的敏感性相对有限。相比之下，剩余阻力系数 Cr

对湍流模型变化表现出更高的敏感性，SST k-ω模型相对于 IDDES的偏差约为 4.5%，

而 k-ε模型的偏差进一步增大，达到约 10%。相应地，总阻力系数 Ct在不同湍流模型

下呈现出与 Cr 相同的变化趋势，其中 k-ε模型对总阻力的预测明显偏大。 
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从物理机理角度看，不同湍流模型在边界层发展、分离流动以及压力场预测方面

存在差异，这些差异在实尺度条件下会集中反映于船体粘压流动及自由液面相关流动

的预测中，从而导致 Cr 的差异。这表明，相较于摩擦阻力分量，剩余阻力分量对湍

流模型选择更为敏感。 

由表 4.7 可以看出，三种湍流模型下升沉结果几乎一致，模型差异对升沉预测的

影响较小；纵摇结果则表现出一定差异，其中 IDDES 与 SST k-ω模型预测结果接近，

而 k-ε模型预测的纵摇略小。这一差异与不同湍流模型对船体纵向压力分布及船尾流

动结构的预测差异有关。 

综合阻力与运动结果可以认为，在所研究工况下，IDDES 与 SST k-ω模型在船体

阻力性能预测方面具有较好的一致性，而 k-ε模型在总阻力及剩余阻力预测中偏差相

对较大，其在实尺度船体水动力数值分析中的适用性相对有限。 

4.3.2 不同湍流模型下船体近壁面流动特性分析 

为进一步揭示湍流模型选择对船体近壁面流动特性的影响，本节从表面摩擦力系

数和表面压力系数两个方面，对不同湍流模型下的计算结果进行对比分析。 

4.3.2.1 不同湍流模型下表面摩擦力系数分布特性 

不同湍流模型下船尾部的无量纲化表面摩擦力系数 cfx 分布情况如图 4.5 所示。

可以看出，在 IDDES、SST k-ω以及 k-ε三种湍流模型下，船体表面 cfn 的整体分布形

态保持一致。 

   
(a) IDDES (b) SST k-ω (c) k-ε 

图 4.5 不同湍流模型下船体尾部 cfx分布 
Figure 4.5 Stern-region cfx distribution predicted by different turbulence models 

进一步对船体尾部及舵面等局部区域进行对比分析可以发现，不同湍流模型在 cfx

的局部分布上仍存在一定差异。由 IDDES 至 SST k-ω 再至 k-ε 模型，cfx 分布逐渐趋

于平滑，高 cfx 区域与低 cfx 区域的对比程度减弱，即极值范围有所收敛。这一趋势在

舵面区域表现得尤为明显，说明不同湍流模型在尾部复杂流动条件下，对近壁面剪切
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应力空间分布的刻画能力存在差异。在船体尾部和舵面等复杂流动区域，湍流粘性水

平偏大的模型更倾向于增强剪切扩散效应，从而削弱局部摩擦力系数的极值，使其空

间分布趋于平滑。这也是由 IDDES 至 SST k-ω再至 k-ε模型，cfx 分布逐渐“平均化”

的主要原因。 

4.3.2.2 不同湍流模型下表面压力系数分布特性 

不同湍流模型下船尾部的无量纲化表面动压力系数 cdp 分布情况如图 4.6 所示。 

   
(a) IDDES (b) SST k-ω (c) k-ε 

图 4.6 不同湍流模型下船体尾部 cdp分布 
Figure 4.6 Stern-region cdp distribution predicted by different turbulence models 

由图 4.6 可以看出，可以看出，在 IDDES、SST k-ω以及 k-ε三种湍流模型下，

船体尾部 cdp 的整体分布形态保持一致。尽管不同的湍流模型在湍流闭合方式和耗散

特性上存在差异，但在实尺度、稳态拖航问题中，这些模型对时间平均压力场的预测

往往较为接近。相较于摩擦力或剩余阻力分量，动压力系数对湍流粘性水平和局部分

离细节的敏感性较低，因此不同湍流模型在船尾区域给出的 cdp 分布差异有限。 

4.3.3 不同湍流模型下船体尾流特性分析 

4.3.3.1 不同湍流模型下船体尾流速度分布特性 

 
(a) IDDES 
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(b) SST k-ω 

 
(c) k-ε 

图 4.7 船体阻力性能计算中不同剖面处 ωx分布 
Figure 4.7 Distribution of ωx at different cross-sections in the ship resistance simulation 

为了评估不同湍流模型对船体尾流特性的影响，以桨盘面位置为原点，向船首方

向每间隔 0.05Lpp 提取一个剖面，共四个面，对无量纲化轴向速度 ωx 的分布情况进行

对比分析，如图 4.7 所示。 

可以看出，在 IDDES、SST k-ω以及 k-ε三种湍流模型下，各剖面处尾流轴向速

度的整体分布形态基本一致，低速区与高速区的位置及其空间范围变化不大，未观察

到明显的宏观结构差异。这表明，在当前工况及数值设置条件下，不同湍流模型对船

体尾流的大尺度平均流动结构预测具有较好一致性。 

在整体分布特征分析的基础上，为进一步考察不同湍流模型在尾流细节预测方面

的差异，提取桨盘面处的 ωx，并对其分布特征进行对比分析，其分布如图 4.8 所示。 
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(a) IDDES (b) SST k-ω (c) k-ε 

图 4.8 船体阻力性能计算中 ωx在桨盘面位置的分布 
Figure 4.8 Distribution of ωx at the propeller disk plane in the ship resistance simulation 

尽管整体尾流结构相似，不同湍流模型在高伴流区域仍表现出一定差异。其中

IDDES 模型预测的高伴流区域更为集中，且局部 ωx 水平较高；SST k-ω 模型同样呈

现出较为集中的伴流结构，但强度略低于 IDDES；相比之下，k-ε模型预测的伴流区

域分布更为扩散，高、低速区域之间的梯度相对平缓。 

为定量评估不同湍流模型对尾流轴向速度预测的差异，将桨盘面处的标称伴流分

数ωx���及其相对误差汇总于表 4.8 中，其中相对误差以 IDDES 湍流模型的计算结果作

为参考基准。 

表 4.8 不同湍流模型下的标称伴流分数ωx����及相对误差 
Table 4.8 Nominal wake fraction and relative errors predicted using different turbulence models 

湍流模型 ωx��� 误差 (%) 
IDDES 0.1858 - 
SST k-ω 0.1831 -1.45 

k-ε 0.1848 -0.56 

结果表明，三种湍流模型下 ωx 的数值差异整体较小。需要指出的是，尽管 k-ε模

型与 IDDES 的相对误差较小，但这主要源于其对尾流速度分布的扩散效应增强，在

一定程度上削弱了局部非均匀结构，因此并不能据此判断其对尾流结构的预测更为准

确。 

4.3.3.2 不同湍流模型下船体尾部涡量场分布特性 

不同湍流模型下船体尾部涡量 Ωx 的瞬时分布情况如图 4.9 所示。 
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(a) IDDES (b) SST k-ω (c) k-ε 

图 4.9 船体阻力性能计算中 Ωx在桨盘面位置的分布 
Figure 4.9 Distribution of Ωx at the propeller disk plane in the ship resistance simulation 

不同湍流模型下船体尾部涡量结构的瞬时分布情况如所示。可以看出，三种湍流

模型均能够捕捉到由尾柱分离产生的舷侧纵向涡，以及由尾鳍诱导的舱底涡，表明在

当前网格与数值设置条件下，各模型对船体尾部主要涡结构的识别具有一致性。 

尽管整体涡结构类型相同，不同湍流模型在涡量强度及其空间分布特征方面仍存

在明显差异。其中，IDDES 与 SST k-ω模型预测的轴向涡量水平较高，涡结构分布更

为集中，涡核边界清晰；相比之下，k-ε 模型预测的涡量强度明显偏弱，涡结构空间

范围更为弥散，局部高涡量区域被显著削弱。 

从物理机理上看，这一差异主要源于不同湍流模型对尾部复杂剪切流动及分离涡

结构的解析能力不同。IDDES 模型在船体尾部区域能够解析更大尺度的非定常涡结

构，有利于保留涡核强度；SST k-ω模型在近壁区对湍流粘性的限制相对合理，因此

同样能够较好地捕捉尾部纵向涡结构；而 k-ε模型由于湍流粘性水平偏高，在尾部复

杂流动区域中增强了数值扩散效应，导致涡量峰值被抹平，涡结构表现得更加弥散。 

4.4 近壁面无量纲距离 y+对实尺度船体阻力性能的影响 

为系统探究近壁面无量纲距离 y+对实尺度条件下船体阻力性能数值计算结果的

影响，本文在相同傅汝德数 Fr = 0.164 的工况下，采用基于 RANS 方程的 SST k-ω湍

流模型，设置了三种不同的边界层网格方案，对船体阻力性能进行了对比计算。通过

调整近壁面第一层网格高度，形成不同 y+水平的计算工况，并分析其对船体整体阻力

性能及局部流动特征的影响。如前文所述船体和尾流区采用两种不同的边界层设置，

各边界层网格设置参数值如表 4.9 和表 4.10 所示。 
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在三种边界层网格方案中，均采用相同的边界层增长率，使第一层网格厚度按约

2 倍关系逐级变化，而最外层边界层网格厚度基本保持不变。通过上述设置，在改变

近壁面分辨率的同时，能够有效保持边界层外缘与体网格之间的连接关系和插值特性

一致，从而最大程度地隔离第一层网格高度变化对计算结果的影响，保证不同算例之

间的可比性。同时，尾流区边界层第一层网格厚度与船体主体区域保持基本一致，以

避免由于边界层过渡不一致引入额外的数值误差。本文所采用的y+�基于自由液面以下

的整个船体统计，如表 4.9 所示。 

表 4.9 船体不同边界层网格设置下的参数及对应y+�值 
Table 4.9 Parameters and y+�  values for different boundary-layer mesh configurations on the hull 

总厚度 增长率 网格层数 第一层网格厚度 最外层网格厚度 y+�  
2.13×10-3Lpp 1.35 8 7.43×10-5Lpp 6.07×10-4Lpp 1096 
2.24×10-3Lpp 1.35 10 4.10×10-5Lpp 6.11×10-4Lpp 604 
2.35×10-3Lpp 1.35 12 2.31×10-5Lpp 6.27×10-4Lpp 338 

表 4.10 尾流区不同边界层网格设置下的参数 
Table 4.10 Parameters a for different boundary-layer mesh configurations in the wake region 

总厚度 增长率 网格层数 第一层网格厚度 最外层网格厚度 
1.79×10-4Lpp 1.35 2 7.63×10-5Lpp 1.03×10-4Lpp 
2.80×10-4Lpp 1.35 4 4.22×10-5Lpp 1.04×10-4Lpp 
3.18×10-4Lpp 1.35 6 2.20×10-5Lpp 9.88×10-5Lpp 

需要指出的是，y+作为近壁面无量纲距离，其影响主要体现在对近壁面流动特性

的影响上。因此，本文在 y+影响分析中重点关注整体阻力性能及近壁面流动特性，不

对船体尾流场展开单独讨论。 

4.4.1 不同 y+条件下船体阻力性能分析 

三种不同 y+条件下 Ct、Cf、Cr 和 Sink、Trim 的计算结果及其相对误差如表 4.11

和表 4.12 所示。其中，相对误差均以y+�最小网格 (y+�  =338) 计算结果为基准，用以

评估近壁面分辨率变化对船体阻力性能预测的影响。 

表 4.11 不同 y+条件下的船体阻力系数计算结果 
Table 4.11 Hull resistance coefficient results under different y+ levels  

y+�  Ct×103 误差 (%) Cf×103 误差 (%) Cr×103 误差 (%) 
338 2.06 - 1.61 - 0.45 - 
604 2.08 0.62 1.62 0.70 0.45 0.32 
1096 2.09 1.39 1.63 1.45 0.46 1.20 

表 4.12 不同 y+条件下的船体运动计算结果 
Table 4.12 Ship motions results under different y+ levels  
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y+�  Sink 误差 (%) Trim 误差 (%) 
338 0.1999 - 0.1618 - 
604 0.1999 0.02 0.1617 -0.03 
1096 0.2000 0.06 0.1617 -0.06 

由表 4.11 和表 4.12 可以看出，在所考察的三种近壁面分辨率条件下，船体阻力

与运动响应整体变化较为平缓，计算结果表现出良好的稳定性。以y+�  = 338 的计算结

果作为基准，随着 y+水平逐步增大，船体总阻力系数 Ct 呈现出轻微上升趋势，但增

幅有限：当y+�提高至 604 和 1096 时，Ct 的相对误差分别为 0.62%和 1.39%，均控制在 

2%以内。 

从阻力分量来看，摩擦阻力系数 Cf 的变化最为敏感，其数值随 y+增大而略有上

升，在y+�  = 1096 时相对误差达到 1.45%。相比之下，剩余阻力系数 Cr 的变化幅度较

小，即使在最高 y+条件下，其相对误差仍控制在 1.20%以内。这表明在当前工况与数

值设置条件下，近壁面分辨率变化主要通过影响摩擦阻力水平，对剩余阻力的整体影

响相对有限。 

在船体运动响应方面，表 4.12 所示的升沉与纵摇结果在不同 y+条件下几乎保持

不变。三种近壁面设置下的升沉值差异不超过 0.06%，纵摇的相对误差亦均小于 0.1%，

未观察到随 y+变化而产生的系统性偏移。这表明在所考察的 y+范围内，近壁面分辨率

对船体整体姿态预测的影响可以忽略。 

综合阻力与运动结果可以认为，在y+�由 338 提高至 1096 的范围内，船体阻力性

能计算结果整体保持稳定。其中，阻力分量中以摩擦阻力对 y+的变化更为敏感，但其

变化幅度有限，尚不足以对总阻力及船体运动响应产生显著影响。上述结果表明，在

实尺度条件下采用壁面函数处理近壁面流动，并将 y+控制在数百量级范围内，能够在

保证计算精度的同时有效降低网格数量与计算成本，为后续多工况计算提供了合理的

参数选择依据。 

4.4.2 不同 y+条件下船体近壁面流动特性分析 

为进一步揭示 y+选择对船体近壁面流动特性的影响，本节从表面摩擦力系数和

表面压力系数两个方面，对不同 y+下的计算结果进行对比分析。 

4.4.2.1 不同 y+条件下表面摩擦力系数分布特性 

不同 y+条件下船尾部的无量纲化表面摩擦力系数 cfx 分布情况如图 4.10 所示。 
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(a) y+�  = 338 (b) y+�  = 604 (c) y+�  = 1096 

图 4.10 不同 y+下船体尾部 cfx分布 
Figure 4.10 Stern-region cfx distribution under different y+ levels 

可以看出，在三种不同 y+下，船体表面 cfx 的整体分布形态保持一致。随着 y+水

平的逐步增大，cfx 分布呈现出逐渐平滑的趋势，高摩擦区与低摩擦区之间的对比程度

减弱，局部极值范围出现一定程度的收敛。这一变化在舵面以及船体尾柱附近均有体

现。 

从壁面函数的角度出发，随着 y+的增大，第一层计算单元逐渐远离壁面，其所反

映的近壁流动信息更趋于平均化，使得壁面函数在估算壁面剪切应力时对局部速度梯

度变化的响应灵敏度有所降低。在此情况下，壁面函数仍能够合理预测整体摩擦水平，

但对局部剪切强弱变化的捕捉能力减弱，从而表现为 cfx 分布中局部峰值被削弱、整

体分布趋于平滑。 

总体来看，在所考察的 y+范围内，近壁面分辨率变化主要影响的是表面摩擦力系

数的局部空间分布特征，而对尾部壁面剪切流动的宏观结构及整体摩擦阻力水平并未

产生实质性影响。这一结论与前文基于阻力分量分析得到的结果保持一致。 

4.4.2.2 不同 y+条件下表面压力系数分布特性 

不同 y+条件下船尾部的无量纲化表面动压力系数 cdp 分布情况如图 4.11 所示。 

   
(a) y+�  = 338 (b) y+�  = 604 (c) y+�  = 1096 

图 4.11 不同 y+下船体尾部 cdp分布 
Figure 4.11 Stern-region cdp distribution under different y+ levels 
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由图 4.11 可以看出，船体尾部 cdp 的整体分布形态保持一致，大小也没有明显变

化。相较于 cfx，cdp 对近壁面分辨率变化的敏感性明显较低。这主要是由于动压力系

数反映的是局部流动速度变化所对应的压力效应，其分布主要受尾部主流速度场与几

何形状控制，而与壁面剪切流动的细节关联较弱。在始终采用壁面函数处理近壁面流

动的条件下，改变 y+水平并不会显著影响尾部主流速度场的整体结构，因此 cdp 的分

布形态与数值水平均保持稳定。 

从物理意义上看，这一结果表明，在所考察的 y+范围内，近壁面分辨率变化主要

影响的是壁面剪切相关量，而对以主流动量变化为主导的动压力分布影响有限。该结

论与前文阻力分量分析中剩余阻力系数 Cr 随 y+变化幅度较小的结果保持一致，进一

步说明在当前数值设置下，近壁面分辨率对船体尾部压力相关水动力特性的影响较弱。 

4.5 数值方法合理性验证与船体阻力性能综合分析 
为进一步验证前文结论的可靠性，选取傅汝德数 Fr = 0.164 的计算结果，与国际

CFD 会议中其他研究单位的计算结果进行对比分析。各单位在该工况下预测的统计

结果分别如图 4.12、图 4.13 和图 4.14 所示[87]： 
从图 4.12 可以看出，各研究单位对船体纵摇角的预测结果整体分布较为集中，

大多数结果位于 0.15°∼0.17°区间内，离散程度较小。尽管各单位在网格分辨率、近壁

面 y+水平及湍流模型选择上存在差异，但纵摇响应的统计结果仍表现出良好的一致

性。这表明在当前工况下，纵摇这一整体运动响应主要受船体总体水动力平衡控制，

对局部数值参数设置的敏感性较低，与本文前述关于纵摇计算稳定性的结论一致。 
相比之下，由图 4.13 可见，各单位对船体升沉量的预测结果离散性略高于纵摇，

但总体仍集中分布于 0.19∼0.22 m 区间内。多数研究单位的计算结果接近 CFD 统计

均值，仅个别算例在升沉幅值上存在明显偏差。结合前文分析可知，升沉响应在一定

程度上受到自由液面处理方式及尾流区流动结构的影响，因此相较于纵摇，其对数值

模型和近壁面处理的敏感性略有增强，但整体仍保持在可接受范围内。 
从图 4.14 所示的总阻力统计结果可以看出，不同研究单位对船体总纵向力的预

测结果呈现出相对更大的离散性。各算例的总阻力主要分布在 410∼470 kN 区间内，

个别结果偏离均值较为明显。这一现象表明，总阻力作为由摩擦阻力与剩余阻力共同

构成的综合量，对近壁面处理方式、湍流模型及自由面数值耗散等因素更为敏感。前

文已指出，摩擦力相关量在不同数值设置下可能产生整体水平偏移，该特性在国际对

比统计结果中同样得到了体现。 
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综合来看，国际 CFD 对比结果表明，不同研究单位在纵摇和升沉等整体运动响

应预测方面具有较好一致性，而在总阻力等受多种物理机制共同影响的量上则表现出

更明显的离散性。本文计算结果在上述统计区间内整体处于主流分布范围，进一步验

证了前文数值方法与参数设置在实尺度条件下的合理性与可靠性。 
综合前述关于近壁面分辨率与湍流模型影响的系统分析可以得出，在实尺度船体

阻力性能数值模拟中，采用壁面函数处理近壁面流动，并将整体 y+水平控制在 600 左

右，能够在计算精度与计算效率之间取得较为合理的平衡。该设置在保证整体水动力

响应和尾流特征预测稳定性的同时，有效降低了计算成本，适用于实尺度条件下的工

程应用研究。 
在湍流模型选择方面，尽管 IDDES 模型在涡结构捕捉及非定常流动描述方面表

现出更强的能力，但其计算代价相对较高。综合考虑后续多工况计算对计算效率的要

求，以及整体阻力性能预测结果的稳定性与一致性，本文最终选取 SST k-ω湍流模型

作为后续实尺度船体阻力性能计算的主要模型。 

 
图 4.12 不同研究单位在 Fr = 0.164 工况下的纵摇统计结果 

Figure 4.12 Statistics of trim at Fr = 0.164 reported by different institutions 

0.151
0.157

0.16
0.159
0.158
0.16

0.13
0.156

0.186
0.16
0.16
0.161
0.162

0.215
0.165

0.159
0.162
0.162

0.157
0.157
0.157

0.209
0.159

0.217
0.159

0.217
0.1

0.164
0.162
0.16

VICUSDT
UNIGE

RISE
NSWCCD-BF

MARIN-BF (2023)
Furuno

Flowtech
Akiken

MHI
MARIN-AP

MARIC
JMU

HSVA
HEU-OpenFOAM

DGA
Cadence

blueOASIS
ZJU

Wärtsilä-displ
Wärtsilä-mod

Wärtsilä-ori
UTN_BA-ori

UNINA
SSSRI

SIREHNA
SHI-Siemens

HEU-StarCCM
CSSRC

Chalmers
CMHL-SJTU

0.000 0.025 0.050 0.075 0.100 0.125 0.150 0.175 0.200 0.225

μs = 0.165, σs = 0.0236 = 14.3%μs

Trim



上海交通大学硕士学位论文 第 4 章 实尺度船体阻力性能计算 

66 

 
图 4.13 不同研究单位在 Fr = 0.164 工况下的升沉统计结果 

Figure 4.13 Statistics of sinkage at Fr = 0.164 reported by different institutions 

  
图 4.14 不同研究单位在 Fr = 0.164 工况下的总阻力统计结果 

Figure 4.14 Statistics of total resistance at Fr = 0.164 reported by different institutions 
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在上述数值方法与参数设置条件下，对不同傅汝德数工况下的船体阻力性能进行

了系统计算，得到的纵摇、升沉及阻力等结果汇总于表 4.13。可以看出，随着航速的

增加，船体升沉与纵摇幅值呈现出单调增大的趋势，总阻力及其对应的无量纲阻力系

数亦随之增加，其中摩擦阻力系数 Cf 变化相对平缓，而剩余阻力系数 Cr 在高傅汝德

数工况下增长更为显著，反映了兴波效应增强对整体阻力特性的影响。 
总体而言，本文在所考虑的傅汝德数范围内得到的船体阻力性能计算结果在量级

及变化趋势上均与国际主流 CFD 研究结果保持一致，进一步验证了所采用数值方法、

近壁面处理策略及湍流模型配置在实尺度船体阻力性能数值模拟中的合理性与可靠

性。 

表 4.13 船体阻力性能计算结果 
Table 4.13 Computed results of ship resistance simulation 

Fr Re×10-9 VS (m/s) Sink (m) Trim (deg) Rt (kN) Ct×103 Cf×103 Cr×103 
0.1 0.625 4.184 0.0675 0.0562 150.4 2.003 1.651 0.352 

0.138 0.864 5.787 0.1373 0.1099 291.9 2.032 1.628 0.404 
0.164 1.025 6.863 0.1999 0.1617 419.6 2.077 1.623 0.454 
0.174 1.086 7.274 0.2286 0.1834 485.7 2.14 1.621 0.519 
0.2 1.249 8.368 0.3161 0.255 767.2 2.554 1.614 0.940 

4.6 本章小结 

本章围绕实尺度条件下船体阻力性能的数值模拟问题，系统研究了近壁面分辨率

与湍流模型选择对计算结果的影响，并在此基础上完成了多航速工况下船体阻力性能

的整体计算。通过不同 y+条件下阻力分量、船体运动及局部流动特性的对比分析表明，

在始终采用壁面函数处理近壁面流动的前提下，近壁面分辨率变化对船体整体阻力性

能预测影响有限，其中摩擦阻力相关量对 y+变化略为敏感，而压力相关量及船体运动

响应基本保持稳定。综合计算精度与效率，确定将 y+控制在数百量级范围内作为合理

取值。在湍流模型方面，不同模型对整体水动力响应预测具有较好一致性，但在尾部

复杂流动结构刻画能力上存在差异，综合考虑计算稳定性与计算成本，最终选取 SST 

k-ω湍流模型作为后续计算的主要模型。在上述数值设置下得到的船体阻力性能结果

与国际主流 CFD 研究结果在基本保持一致，验证了本文数值方法与参数配置的合理

性与可靠性。
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第 5 章 实尺度船-桨-舵耦合的自航数值模拟及实船验证 

5.1 引言 

在完成实尺度螺旋桨敞水性能与船体拖航阻力特性数值研究的基础上，本章进一

步针对实尺度条件下的船–桨–舵耦合自航问题开展系统研究。自航工况下，螺旋桨在

船体尾流形成的非均匀、非定常来流中工作，其推力特性、负载分布及尾流结构均与

敞水状态存在显著差异；同时，推进作用将改变船体的受力平衡与姿态响应，进而影

响桨前来流与尾流发展，形成推力、流场与运动之间的强耦合关系。相比单独的船体

或螺旋桨计算，实尺度自航问题在物理机理表征与数值建模方面均更为复杂。基于前

述数值方法与建模策略，本章通过直接模拟实尺度自航工况，系统对比分析 IDDES、

SST k-ω 以及 k-ε等湍流模型在自航点预测、船体受力特性及尾流结构模拟中的表现

差异。在此基础上，引入国际 CFD 会议公布的 JoRes1 Tanker 实尺度自航实船测试数

据，对数值计算结果进行对照验证，从自航转速、推进功率及桨前伴流场分布等关键

指标出发，综合评估数值模拟结果的准确性与工程适用性。通过湍流模型对比分析与

实船测试验证相结合，旨在为实尺度船舶自航数值模拟方法的合理选取与工程应用提

供可靠依据。 

5.2 计算模型与数值设置 

5.2.1 计算模型及参数定义 

本文所计算的船体为2025国际CFD会议标准船型 JoRes1 Tanker船配套的P5227-

01-B 螺旋桨，船型主尺度见表 5.1，船体模型图 5.1。 

 
(a) 侧视图 
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(b) 船尾局部视图 

图 5.1 JoRes1 Tanker 船桨舵一体模型 
Figure 5.1 Integrated hull–propeller–rudder model of JoRes1 Tanker 

表 5.1 船桨舵一体的船型主尺度 
Table 5.1 Main particulars of JoRes1 Tanker 

垂线间长 LPP (m) 型宽 B (m) 吃水 T (m) 排水体积∇ (m3) 湿表面积 S (m2) 
178.5 32.26 10.47 46650 8369.1 

5.2.2 计算域设置与网格划分 

计算域的划分形式与基础参数的设置基本与 4.2.2 节介绍的一致。采用重叠网格

嵌套滑移网格的方式，实现船桨运动的耦合。为保证对螺旋桨性能的精确模拟，时间

步长 Δt 与螺旋桨敞水性能计算中一致，取 Δt = 8‰·2π/n s。 

船体表面、尾流区域及螺旋桨表面的边界层网格参数设置列于表 5.2。其中，各

区域边界层网格均采用相同的增长率设置，通过调整边界层总厚度、网格层数及第一

层网格高度，以满足不同区域对近壁面分辨率的需求。总网格量为 2908 万。船尾部

网格如图 5.2 所示。 

鉴于前述第三章与第四章中已分别针对实尺度螺旋桨敞水工况和船体拖航工况

完成了系统的网格收敛性验证，且本章自航计算在网格生成策略、近壁面处理方式及

局部加密原则上均与前述算例保持一致，因此本章不再单独开展网格收敛性分析。 

表 5.2 边界层网格参数 
Table 5.2 Boundary-layer mesh parameters 

 总厚度 增长率 网格层数 第一层网格厚度 最外层网格厚度 
船体 2.24×10-3Lpp 1.35 10 4.10×10-5Lpp 6.11×10-4Lpp 

尾流区 2.80×10-4Lpp 1.35 4 4.22×10-5Lpp 1.04×10-4Lpp 
螺旋桨 2.94×10-4Lpp 1.35 10 5.13×10-6Lpp 7.64×10-5Lpp 
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图 5.2 船艉、螺旋桨及舵面网格 

Figure 5.2 Grid distribution of the stern region, propeller, and rudder 

5.3 湍流模型对实尺度自航性能的影响 

为系统评估不同湍流模型对实尺度条件下自航性能数值计算结果的影响，本文在

相同傅汝德数 Fr = 0.164 的工况下，对相同的螺旋桨转速 n = 1.53 rps，选取三种常用

湍流模型对船-桨-舵耦合条件下的水动力特性进行对比计算。在保持网格划分、近壁

面处理方式及其余数值参数一致的前提下，分析湍流模型选择对整体自航性能能和尾

流特性的影响。由前两章计算结果可知，在当前实尺度条件下，湍流模型选择对螺旋

桨与船体的近壁面平均流动特性的影响相对有限。因此，本章不再对近壁面流动进行

重复分析，而将讨论重点集中于自航条件下船体尾流速度场及涡结构特性的差异。 

5.3.1 不同湍流模型下自航性能分析 

三种不同湍流模型下的螺旋桨推力 T、船体阻力 Rt 和 Sink、Trim 的计算结果及

其相对误差如表 5.3 所示。其中，相对误差均以 IDDES 湍流模型的计算结果作为参

考基准，用以评估湍流模型变化对自航性能预测的影响。 

表 5.3 不同湍流模型下的自航性能计算结果 
Table 5.3 Self-propulsion performance predicted using different turbulence models  

湍流模型 Rt (kN) 误差 (%) T (kN) 误差 (%) Sink 误差 (%) Trim 误差 (%) 
IDDES 568 - 577 - 0.2012 - 0.1548 - 
SST k-ω 571 0.55 580 0.41 0.2016 0.17 0.1546 -0.12 

k-ε 589 3.67 582 0.77 0.2015 0.11 0.1543 -0.32 

从整体自航性能参数来看，三种湍流模型对螺旋桨推力与船体运动响应的预测结

果差异较小。SST k-ω以及 k-ε模型预测的螺旋桨推力相对误差均小于 1%，表明在当
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前工况及数值设置条件下，湍流模型选择对自航点处螺旋桨载荷的影响较为有限。与

此同时，三种模型下船体 Sink 与 Trim 的计算结果高度一致，其相对误差均控制在

0.3%以内，说明湍流模型差异并未对船体整体受力平衡及姿态响应产生显著影响。 

相较之下，船体阻力对湍流模型的敏感性略高于其他自航性能指标。SST k-ω模

型预测的船体阻力与 IDDES 结果接近，相对误差仅为 0.55%；而 k-ε模型给出的阻力

结果偏大，其相对误差达到 3.67%。这一差异主要与不同湍流模型对船体尾部剪切流

动及能量耗散特性的处理方式有关。k-ε 模型在强剪切和复杂分离流动中往往引入较

高的湍粘性水平，从而导致阻力预测偏大；相比之下，SST k-ω模型在近壁区及分离

流动预测方面具有一定优势，其结果与 IDDES 更为接近。 

综合来看，在当前实尺度自航工况下，湍流模型选择对自航性能整体预测结果的

影响相对有限，尤其在螺旋桨推力和船体运动响应方面，各模型均表现出良好的一致

性。然而，在船体阻力预测方面，不同湍流模型之间仍存在一定差异，其中 IDDES 与

SST k-ω模型给出的结果更为接近。这表明，在工程应用中，基于 RANS 的湍流模型

已能够较为可靠地预测实尺度自航性能。 

5.3.2 不同湍流模型下船体尾流特性分析 

5.3.2.1 不同湍流模型下船体尾部速度场分布特性 

为评估不同湍流模型对尾流速度场的影响，以螺旋桨盘面前 0.2D 位置为起始截

面，沿船首方向每间隔 0.05Lpp 提取一个剖面，共选取四个剖面对无量纲轴向速度 ωx

的分布情况进行对比分析，其结果如图 5.3 所示。为减弱螺旋桨瞬时转动位置对结果

的影响，所有结果均基于计算进入稳定状态后的 50 s 时间平均值。 

 
(a) IDDES 
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(b) SST k-ω 

 
(c) k-ε 

图 5.3 自航性能计算中不同剖面处 ωx分布 
Figure 5.3 Distribution of ωx at different cross-sections in the self-propulsion simulation 

可以看出，在 IDDES、SST k-ω以及 k-ε三种湍流模型下，各剖面处尾流轴向速

度的整体分布形态基本一致，低速区与高速区的位置及其空间范围变化较小，未观察

到明显的宏观结构差异。这表明，在当前工况及数值设置条件下，不同湍流模型对尾

流大尺度平均流动结构的预测具有较好一致性。 

在此基础上，进一步提取螺旋桨盘面前 0.2D 处的 ωx 分布进行对比，其结果如图 

5.4 所示。可以看出，相较于标称伴流条件下不同湍流模型预测结果存在一定差异，

实效伴流条件下各模型给出的轴向速度分布差异明显减弱。这表明，在自航工况中，

由螺旋桨旋转诱导的速度场在很大程度上主导了桨前流动特性，从而削弱了湍流模型

差异对平均速度场分布的影响。 
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(a) IDDES (b) SST k-ω (c) k-ε 

图 5.4 自航性能计算中 ωx 在桨盘面前的 0.2D 位置的分布 
Figure 5.4 Distribution of ωx at 0.2D upstream of the propeller disk in the self-propulsion 

simulation 

5.3.2.2 不同湍流模型下船体尾部涡量场分布特性 

不同湍流模型下船体尾部轴向涡量Ωx的瞬时分布情况如图 5.5所示。可以看出，

在三种湍流模型下，螺旋桨后方涡量的整体分布形态及主要高涡量区域的位置基本一

致，宏观差异不明显。这与前述轴向速度场的对比结果相一致，表明不同湍流模型在

预测尾流平均流动特性方面具有较好的一致性。 

   
(a) IDDES (b) SST k-ω (c) k-ε 

图 5.5 自航性能计算中 Ωx 在桨盘面前的 0.2D 位置的分布 
Figure 5.5 Distribution of Ωx at 0.2D upstream of the propeller disk in the self-propulsion 

simulation 

为进一步分析不同湍流模型在尾流非定常结构解析能力方面的差异，采用 Q 准

则对螺旋桨尾涡进行识别，不同湍流模型下 Q = 5 s-2 等值面的瞬时涡结构如图 5.6 所

示。可以看出，不同湍流模型在螺旋桨尾流涡结构的捕捉能力和保持特性方面呈现出

明显差异。 
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(a) IDDES (b) SST k-ω (c) k-ε 

图 5.6 自航性能计算中不同湍流模型下 Q 等值面捕捉涡结构分布 
Figure 5.6 Vortical structures captured by Q-criterion iso-surfaces under different turbulence 

models in the self-propulsion simulation 

相较于 SST k-ω与 k-ε模型，IDDES 模型能够更清晰地分辨螺旋桨后方的非定常

涡结构，尾流中涡核结构更加完整，且在轴向方向上能够维持更长的传播距离。这表

明，在当前网格分辨率与时间步设置条件下，IDDES 已能够在螺旋桨尾流区域形成有

效的 LES 解析区，其对尾流中非定常涡结构的解析能力明显优于基于 RANS 的湍流

模型。 

相比之下，SST k-ω 与 k-ε模型对尾流涡结构的捕捉能力相对有限，涡结构在下

游区域衰减较快，细尺度涡旋逐渐被耗散，二者在整体表现上差异不大。这主要与基

于 RANS 的湍流模型在强旋转、非定常剪切流动中对湍动能耗散的建模特性有关，其

对小尺度涡结构的分辨能力受到模型假设的限制。 

综合来看，在统一的近壁面设置条件下，不同湍流模型对螺旋桨尾流场平均特性

的影响有限，但在涡结构解析能力方面差异显著。IDDES 模型在尾流涡结构捕捉与传

播特性方面表现更优，更适合用于对螺旋桨后方非定常流动特性及其对舵面作用机理

具有较高要求的数值模拟研究。由于螺旋桨尾涡将直接作用于舵面，其解析精度对舵

效评估具有重要影响。 

5.4 数值方法合理性验证与自航性能综合分析 
为进一步验证前文结论的可靠性，选取傅汝德数 Fr = 0.164 的计算结果，与国际

CFD 会议中其他研究单位的计算结果进行对比分析。各单位在该工况下预测的统计

结果分别如图 5.7、图 5.8 和图 5.9 所示[87]： 
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图 5.7 不同研究单位在 Fr = 0.164 工况下的纵摇统计结果 

Figure 5.7 Statistics of trim at Fr = 0.164 reported by different institutions 

 
图 5.8 不同研究单位在 Fr = 0.164 工况下的升沉统计结果 

Figure 5.8 Statistics of sinkage at Fr = 0.164 reported by different institutions 
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图 5.9 不同研究单位在 Fr = 0.164 工况下的自航点计算结果 

Figure 5.9 Statistics of predicted self-propulsion point at Fr = 0.164 reported by different 
institutions 

从图 5.7 和图 5.8 以看出，尽管个别研究单位的预测结果与整体分布区间存在一

定偏离，但绝大多数研究单位对船体纵倾与升沉的预测结果均集中分布于较窄区间内，

整体一致性较好。少数离群结果在统计意义上拉大了总体离散程度，但并未改变主流

结果的集中分布特征。这表明，在当前工况下，主流 CFD 方法在预测实尺度船体姿

态响应方面已具备较为可靠的一致性。 
图 5.9 所示的自航点转速结果进一步印证了上述结论。除极少数结果存在明显

偏差外，各研究单位预测的自航转速高度集中，其分布范围明显小于船体姿态相关量。

这说明自航点转速作为由船体阻力与螺旋桨推力整体平衡决定的综合指标，对局部流

动建模差异的敏感性相对较低，不同数值方法在该指标上的预测结果具有更强的稳定

性。 
综合来看，在 Fr = 0.164 工况下，不同研究单位对自航点转速及船体升沉、纵倾

运动的预测结果整体上具有良好的一致性，少数离群结果并未影响总体分布特征。这

一对比结果从统计意义上验证了本文数值计算结果与国际主流 CFD 研究结果之间的

可比性与可靠性，也进一步支持了前文关于实尺度自航性能预测稳定性的分析结论。 
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5.5 CFD 与实船测试结果的对比验证 

数值模拟结果的可靠性最终需要通过实船测试数据加以验证。本节依托国际CFD

会议公布的 JoRes1 Tanker 实尺度自航测试数据，对前文实尺度船-桨-舵自航数值模

拟结果进行系统验证。重点对比分析自航转速、轴系功率以及螺旋桨前方伴流场分布

等关键参数，并结合误差分析评估数值结果与实船测试结果之间的一致性，从而验证

本文所采用数值建模策略在实尺度条件下的可靠性。 

5.5.1 自航点与功率的对比验证 

实船进行了四组不同航速下的测试，数值计算中对其中的三个航速进行了自航计

算，采用 5.2 节中介绍的计算域设置和网格划分方法，湍流模型则采用基于 RANS 的

SST k-ω模型。CFD 计算结果与实船测试结果如表 5.4 所示[88]。 

需要注意的是，实船测试得到的 PS 指主机发出的功率，称为主机功率；而 CFD

计算中基于螺旋桨转轴力矩与转速获得的 PD，则为螺旋桨的收到功率，二者之间通

过轴系效率 ηS 进行换算，其关系为： 
 SDS PPη /=  （5.1） 

为实现数值结果与实船测试数据的统一对比，本文参考尾机型单桨船的工程经验，

取轴系效率 ηS = 0.98，并据此将 CFD 计算得到的 PD换算为等效主机功率。 

表 5.4 不同航速下的自航性能预测结果 
Table 5.4 Self-propulsion performance predicted under different speeds  

Fr Re×10-9 VS (m/s) 结果来源 n (rps) 误差 (%) PS (kW) 误差 (%) 

0.138 0.864 5.787 
EFD 1.27 - 2736 - 
CFD 1.28 0.79 2560 -6.43 

0.164 1.025 6.863 EFD 1.50 - 4510 - 
CFD 1.53 2.00 4397 -2.51 

0.174 1.086 7.274 EFD 1.60 - 5556 - 
CFD 1.63 1.87 5452 -1.87 

由表 5.4 可见，在三个对比航速工况下，CFD 计算得到的自航转速与实船测试

结果整体吻合良好，转速相对误差均小于 2%，且随航速变化未呈现明显的系统性偏

差，表明数值方法能够较准确地捕捉实尺度条件下的自航平衡状态。 

在功率预测方面，经轴系效率修正后的 CFD 主机功率与实船测试结果同样具有

较好一致性。随着航速的增加，主机功率相对误差由−6.43%逐渐减小至−1.87%，显示

出数值模拟在中高航速工况下对推进功率的预测精度进一步提高。整体来看，CFD 计
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算结果对主机功率的预测略偏低，但偏差幅度随航速升高明显收敛，且始终保持在工

程可接受范围内。 

综合转速与功率的对比结果可以认为，在采用本文所述网格划分策略及 SST k-ω

湍流模型的条件下，CFD 方法能够在实尺度条件下较为可靠地预测船舶自航性能。 

5.5.2 伴流场的对比验证 

实船测试中采用 PIV 测速装置对桨前的流动进行了测量，测量的视场为一垂直

于 PIV 装置的扇形区域，覆盖角度约为 140°，宽度约为 1400 mm，起始位置 PIV 测

速装置约为 2000 mm。测量面相对于船体的位置如图 5.10 所示。 

 
图 5.10 PIV 测量面的相对位置 

Figure 5.10 Relative position of the PIV measurement plane 

当前提供了 Fr = 0.138 和 Fr = 0.164 两种工况下的实船测试结果[88]，由于实际海

况的不可控性，为减小洋流与波浪对测量结果的影响，实验在每个航速工况下均进行

了正、反两个航向的测试，即沿直线航行 40 min 后调转航向，沿原航线返回，从而

对测量结果进行相互对照与补偿。图 5.11 和图 5.12 分别展示了 Fr = 0.138 和 Fr = 

0.164 工况下的正、反两次实船测试结果以及对应的 CFD 计算结果。 

 

(a) EFD-forward 
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(b) EFD-return 

 
(c) CFD 

图 5.11 Fr = 0.138 工况下桨前轴向速度分布 
Figure 5.11 Axial velocity distributions upstream of the propeller at Fr = 0.138 

 

(a) EFD-forward 

 
(b) EFD-return 
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(c) CFD 

图 5.12 Fr = 0.164 工况下桨前轴向速度分布 
Figure 5.12 Axial velocity distributions upstream of the propeller at Fr = 0.164 

对比同一航速工况下的结果可以看出，CFD 计算得到的桨前轴向速度分布在整

体流场形态上与实船测试结果具有较好一致性。无论是高速区与低速区的空间分布特

征，还是主流方向上的速度变化趋势，数值结果均能够合理再现实船测试中观测到的

主要流动结构。然而，在尾流强度方面，实船测试结果中低速区范围相对更大，而 CFD
计算结果中尾流速度梯度相对较大。 

不同航速下的纵向对比可以看到，随着航速的增加，粘性作用的减弱，尾流中的

低速区有缩小的趋势。实验和数值计算结果都很好的表现出了这一特征。 
上述结果表明，在本文采用的网格划分与及基于 RANS 的 SST k-ω模型条件下，

CFD 方法不仅能够合理预测自航工况下的整体推进性能，同时对桨前伴流场这一关

键局部流动特征亦具备较好的预报能力，从流场层面进一步验证了数值计算结果的可

靠性。 

5.6 本章小结 
本章围绕实尺度条件下的船–桨–舵自航问题，系统开展了不同湍流模型的数值对

比研究，并结合实船测试数据对数值计算结果进行了验证。首先，对 IDDES、SST k-
ω以及 k-ε三种湍流模型在自航性能预测中的表现进行了对比分析。结果表明，在当

前工况与数值设置条件下，三种模型均能够较合理地预测船体受力、姿态响应及自航

点等全局性能，其中 SST k-ω与 IDDES 模型在船体阻力预测方面更为接近，而 k-ε模
型的阻力结果相对偏大。 

进一步分析表明，IDDES 模型在螺旋桨尾流非定常涡结构的捕捉方面具有明显

优势，但其对网格分辨率要求较高，计算成本显著增加；相比之下，在桨前伴流分数

及轴向流动特性等平均流动量的预测方面，各湍流模型之间的差异相对有限。综合计
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算精度与计算效率可知，当研究重点集中于船体运动、受力特性及自航点等整体性能

时，基于 RANS 的 SST k-ω模型已能够提供较为准确且经济的数值预测；而当研究目

标进一步转向尾流非定常结构及其对舵效和流致激励的影响时，采用 IDDES 等尺度

解析模型更具优势。 
在此基础上，本章进一步基于实船自航测试数据，对实尺度数值模拟结果进行了

系统验证。通过对自航转速、功率及桨前伴流场的对比分析，CFD 计算结果在整体推

进性能及局部流场特征方面均与实船测试结果保持良好一致性，从实验层面验证了数

值建模方法的可靠性。综合来看，本文所采用的网格划分策略及基于 RANS 的 SST k-
ω湍流模型能够在实尺度条件下较为准确地预测船舶自航性能，为后续实尺度船舶推

进性能研究与工程应用提供了可靠的数值基础。 
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第 6 章 全文总结 

6.1 主要结论 

本文围绕实尺度条件下船舶螺旋桨敞水性能、船体水动力性能及船-桨-舵耦合自

航特性的数值模拟问题，系统开展了基于 CFD 方法的研究，重点探讨了高雷诺数条

件下近壁面处理方式与湍流模型选择对计算结果的影响规律，并结合国际 CFD 会议

提供的实船测试数据，对数值结果的可靠性进行了验证。 

1、在近壁面处理方面，通过对不同 y+水平下螺旋桨敞水性能和船体水动力性能

的对比研究表明：在实尺度条件下，螺旋桨表面 y+控制在不大于 300、船体表面 y+控

制在 1000 以内，均能够满足整体水动力性能预测的精度要求。无论对于螺旋桨还是

船体，其表面摩擦力系数均随 y+的增大呈现一定程度的上升趋势，但在上述 y+范围

内，该变化幅度较小，对推力、阻力及自航性能等全局量的影响可以忽略。上述结果

表明，在工程可接受的计算成本约束下，采用较高 y+配合壁面函数进行实尺度数值模

拟具有明确的合理性。 

2、在湍流模型选择方面，通过对不同湍流模型下螺旋桨敞水性能、船体水动力

性能以及船-桨-舵耦合自航特性的系统对比分析发现：受限于其对近壁面流动描述能

力的先天不足，即便采用两层 k-ε模型，在螺旋桨敞水计算中仍会在叶梢区域出现对

近壁面流动特性的错误捕捉。相比之下，IDDES 模型在螺旋桨尾流非定常涡结构的解

析与保持方面表现出明显优势，但其有效触发尺度解析过程通常需要在船艉及尾流区

域布置更加精细的网格，从而显著增加计算成本。另一方面，在桨前伴流分数、轴向

涡量等平均流动特性的预测方面，不同湍流模型给出的结果整体差异较小。综合考虑

计算精度与计算效率：当研究重点集中于船体受力与运动、自航点预测等全局水动力

性能指标时，基于 RANS 的 SST k-ω 湍流模型已能够提供足够准确且计算代价较低

的数值结果；而当研究目标进一步转向螺旋桨尾流非定常结构及其对舵效或流致激励

问题的影响机理分析时，采用 IDDES 等尺度解析模型则更具优势。 

3、基于国际 CFD 会议提供的实船测试数据，并结合与其他研究单位数值结果的

系统对比验证表明，本文所采用的数值建模策略在自航转速、轴系功率以及螺旋桨处

伴流场分布等关键参数上，均能够较好地再现实船测试趋势，且与不同研究单位采用

的建模方法所得结果整体一致。相关误差水平处于当前实尺度 CFD 研究的合理范围
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内，进一步验证了本文所建立数值方法体系在实尺度船舶水动力性能预测中的可靠性

与工程适用性。 

6.2 研究展望 

尽管本文围绕实尺度条件下船舶螺旋桨敞水性能、船体水动力性能以及船-桨-舵

耦合自航特性的数值模拟问题，对近壁面处理方式与湍流模型选择进行了系统研究，

并在多工况条件下结合实船测试数据和多研究单位结果对数值方法的可靠性进行了

验证，但受限于计算资源、实船测试数据规模及研究范围，仍有若干问题有待在后续

工作中进一步深入探讨。 

1、在近壁面建模方面，本文主要基于壁面函数方法，系统探讨了不同 y⁺水平对

实尺度数值计算结果的影响规律。需要指出的是，本文所研究的螺旋桨及船体尾部区

域均包含附体结构，流动形态复杂、局部分离与涡结构显著，该类条件下对近壁面流

动的描述具有较高要求。在此背景下，本文给出的 y⁺取值范围具有一定的工程适用性。

然而，对于几何形状相对简单、附体较少的船型，其近壁面流动特征更为平稳，允许

采用更大的 y⁺取值而仍保持可接受的计算精度。不同船型条件下 y⁺合理取值范围的进

一步拓展与归纳，仍有待在后续研究中结合更多算例加以系统验证。 

2、在湍流建模方面，本文重点对比分析了基于 RANS 的湍流模型与 IDDES 模

型在实尺度条件下的适用性。研究结果表明，尺度解析模型在螺旋桨尾流非定常涡结

构的捕捉与保持方面具有明显优势，但其有效发挥该优势通常依赖于更为精细的网格

分辨率，从而显著增加计算成本。未来研究可进一步探索具有自适应特性的混合湍流

建模方法，如 PANS 等尺度解析模型，并结合网格与时间步长自适应技术，在保证关

键流动结构解析能力的同时，实现对计算资源的更高效利用，从而进一步提升实尺度

数值模拟在工程应用中的可行性。 
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