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摘要 穿孔板声衬相较于亥姆霍兹共振器有更宽的降噪频带, 在航空发动机燃烧室内常用于抑制燃烧不稳定性.
而随着燃烧室能量密度的进一步提高, 燃烧不稳定性呈现多频复合不稳定模态, 针对宽频范围燃烧不稳定性发展

有效抑制方法, 可采用多腔分段声衬设计. 然而目前针对穿孔板声衬的研究主要聚焦于平面波入射, 很少考虑周

向模态. 传递单元方法具有良好的收敛性, 可快速给出准确的理论预测值. 本文应用该方法预测了周向模态下轴

向单段和分段的穿孔板声衬的传递损失情况, 并在高阶模态声波导管实验台上进行了验证, 发现穿孔板声衬在平

面波入射时传递损失大于10 dB的频带有约200 Hz宽. 进一步对于单段声衬的穿孔率、背腔长度和背腔深度进行

了参数化分析, 总结了三种参数对传递损失曲线的影响, 通过背腔内部声压分布情况解释声共振机制.
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1 引言

近年来, 出于环保需求, 对于民用航空发动机的污

染物排放要求愈发严格, 这就使得贫油预混预蒸发

(LPP)燃烧室取得广泛的应用
[1,2]. 然而, 在采用了贫油

预混燃烧技术的燃烧室中, 燃烧火焰对扰动更加敏感,
燃烧释热脉动和燃烧室燃气压力脉动更容易发生耦

合, 进而诱发伴随着大幅度压力脉动的燃烧不稳定性

问题
[3]. 燃烧室的一种自然共振声模态受到非定常释

热的激发, 使得非定常热释放放大, 然后在燃烧过程

中形成反馈回路, 容易产生较大的破坏性振荡
[4,5]. 该

问题发生时会影响壁面正常冷却换热, 导致烧蚀, 造成

结构的严重破坏. 因此, 有必要发展先进的燃烧不稳定

性控制方法.
基于燃烧不稳定性基本发生机理Rayleigh准则,

控制燃烧不稳定性可以从两个方面入手
[6]: (1) 通过主

动控制改变压力脉动与释热率脉动之间的耦合关系;
(2) 通过被动控制增加燃烧系统整体声耗散损失.

主动控制的思想最早由钱学森先生在解决液体火

箭发动机的低频不稳定性时提出
[7]. 目前主动控制的

概念, 主要源于Ffowcs-Williams用反声来抑制噪声的

思想
[8]. 他提到在恰当的时机引入合适的声场, 从而对
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于原有声场造成破坏性干扰, 以抵消不希望存在的噪

声, 燃烧不稳定性的主动控制思想来源于此. 对于主

动控制而言, 关键在于控制执行器的选择, 目前主要

有三种. 第一种是用扬声器作为控制执行器, 产生扰

动波抵消或抑制所探测到的燃烧不稳定性波
[9]; 第二

种是采用脉动喷嘴, 从扰动源的角度试图实时改变扰

动源的频率, 从而避免声共振的出现
[4]; 第三种是通过

Culick方程, 采用分布式作动器(可以是扬声器或喷

嘴), 从理论角度探讨主动控制的可能性与方案
[10]. 但

是, 现有的主动控制均着眼于实时改变激励频率或抑

制燃烧引起的激励模态波, 需要很复杂的作动机构,
难以真正投入使用. 现有的喷嘴的机械机构还难以产

生高频率机械动作; 面向高能量密度比的燃烧室, 以

扬声器作为控制执行器也很难产生足够强的声波激励

去影响燃烧室扰动场, 而且燃烧室内严苛的工作环境

对作动机构的稳定性和敏感性提出极大挑战.
燃烧不稳定性的被动控制方法有Helmholtz共振

器、1/4或1/2波长管和穿孔板声衬等
[11]. Helmholtz共

振器
[12,13]

结构上表现为有细颈管开口的背腔结构. 背

腔起到调节最佳吸声频率的作用. 在特定频率声波入

射下, 背腔发生共振, 细颈管内空气柱振动速度最大,
通过黏性作用将声波机械能转化为热能进行耗散. 波

长管
[14]

的耗散机制与Helmholtz共振器类似, 在共振频

率附近有着良好的声学抑制效果. 然而, 上述两种结构

吸声频带相当狭窄, 且体积较大, 因而很少用在航空发

动机中.
穿孔板声衬

[15~17]
相较于前两种结构有着更宽的

吸声频带, 且在高频下对燃烧不稳定性有着良好的控

制效果. 在燃烧系统中, 穿孔板声衬不仅起到声耗散

的作用, 而且从小孔通入的气流还能在燃烧室内壁形

成冷却气膜, 避免燃烧室被高温燃气烧蚀. Eldredge和
Dowling[18]指出, 现代燃烧室的冷却系统可以简化为

带有偏流的穿孔板. Hughes和Dowling[19,20]研究了穿孔

板与刚性背板的组合, 提出在存在偏流的条件下, 可以

在特定频率下吸收所有通过穿孔板的声音; Jing和
Sun[21]证明了穿孔板的厚度是不可忽略的重要参数,
并给出了厚板单个孔的控制方程; Dean和Tester[22]指
出可以通过控制流速来控制穿孔板的阻抗. 现有的实

验研究主要聚焦于偏流以及切向流的研究, 这些研究

管道内传播的声波一般为平面波
[20,23,24]. 然而, 商用航

空发动机环形燃烧室燃烧不稳定性发生在与燃烧室的

自然共振声模态相关的频率
[4], 主要发生在低阶周向

模态相关的频率, 因此聚焦平面波入射条件的声衬降

噪特性研究并不够全面. 此外, 目前很少有对穿孔板

声衬共振机制进行细致剖析的文献, 本文致力于给出

声衬结构参数对共振峰值的影响规律, 为航发声衬设

计提供理论参考. 因此, 本文的重点是研究单一周向

模态入射下的穿孔板声衬的吸声效果和腔体共振特

性. 为了简化所需研究的参数, 本文暂时不考虑流动,
后续将基于本文的工作继续探究偏流的影响.

目前声学计算方法主要分为两类: 一类是解析方

法, 如模态匹配方法
[25]

、边界元方法
[26,27]

和传递单元

方法(transfer element method, TEM)[28]等; 另一类是数

值方法, 包括有限元方法(FEM)[29]和计算气动声学

(CAA)[30]等. 数值方法能够包含任何复杂的因素, 但是

相应需要付出巨大的时间和计算成本, 因此很难用它

来进行快速的参数研究. 所以需要一种快速且可靠的

工具来满足声衬大量参数研究的需要.
传递单元方法是基于等价分布源方法发展起来

的, 不仅可以求解包含穿孔板声衬的声传播问题, 还可

以研究不同声学部件的相互作用. 与模态匹配法相比,
不需要计算复杂的特征值, 也不需假设壁面阻抗是分

段均匀的, 而且特征函数仍然满足正交性, 这意味着

理论上具有很好的收敛性, 便于进行参数化分析, 快

速给出理论预测值.
首先, 为了论述完整性, 介绍了本文搭建的高阶模

态声波导管实验台布置情况, 以及传递单元方法的理

论模型. 其次, 介绍了基于实验数据的模态分解方法,
给出了实验结果, 验证了传递单元方法的准确性. 然

后, 考虑到声衬内部的腔体共振情况难以通过实验直

接捕捉, 借助了COMSOL软件
[31]

给出了共振腔体的声

压云图, 分析了实验中共振点的共振机制. 最后, 对于

声衬结构进行了参数化研究, 总结了影响规律.

2 基于HMAW200的实验研究

本文借助传递单元方法预测了单段与分段声衬在

m=0~2模态入射时的传递损失情况,并在HMAW200实
验台予以验证. 由于目前很少有文献针对传递单元方

法计算穿孔板声衬的理论结果进行实验验证, 因此需

要先行验证理论结果的准确性, 以便后续进行参数化

研究. 本节重点在于用实验结果验证传递单元方法提
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供的理论预测值, 并进一步分析不同模态下的降噪曲

线的规律.

2.1 实验设备

本实验基于高阶模态声波导管实验台(high-order
mode acoustic waveguide, HMAW200)来完成. 该实验

台参数如表1和2所示.
实验采用周向均匀布置的8个1 in(1 in=2.54 cm)扬

声器作为声源, 其型号是Scan-Speak R3004, 可在管内

构建120 dB的高阶旋转模态声场. 采用的传声器型号

为GRAS-46BD, 额定工作范围为4~70000 Hz. 采用NI
系列采集设备, 可保证32个输入通道同步采集.

实验台的示意图如图1所示, 在对声衬段进行声学

测量时, 上下游均布两排麦克风测点, 相邻两排测点间

距4 cm, 该测点间距满足文献[32]给出的间距要求. 通
过对8个扬声器分别控制其幅值与相位, 可在管道内维

持稳定的旋转声模态. 管道两端分别布置了两块消声

尖劈, 该尖劈为圆柱与圆锥结合体, 由多孔材料制成,
材料的流阻率为5700 Pa s m−2, 在研究频率范围内可

实现0.99的吸声系数, 可在管道内构建无反射边界

条件.

2.2 传递单元方法

传递单元方法最早由Sun等人
[33,34]

提出, 其基本思

想是将所有的未知系数都传递到界面上, 并能够显式

地表示出来.
如图2所示建立圆柱坐标系, z为管道轴向坐标, r

代表管道径向坐标. 将包含声衬的等截面管道通过b和
c分为三部分, 中间为声衬. 声衬部分内部声波可以表

示为三种波的叠加, 分别为界面压力波 pB和 pC, 以及

散射声场 ps. 散射声场 ps分为背腔内的散射声压 ps
+和

主管道内的散射声压 ps . 声衬上游存在入射波 pi和反

射波 pA; 下游存在透射波 pD. 管道半径为R, 流动马赫

数为Ma.
将穿孔板的阻抗边界视为等价分布的单极子源

后, 管道内声场包含入射声波和散射声波两部分, 穿孔

板声阻抗可表示为

p p
V

Z= , (1)
n
f zk

+

式中Vn
f表示穿孔板上小孔内空气柱振动的平均化速

度; 而Zzk仅由穿孔板的阻抗模型确定, 与背腔的几何

参数等无关.
在此给出本文使用的穿孔板阻抗模型(未公开发

表成果):

r c
t
d= 8 1 + , (2)w

h

x t d
c c

t
d= ( + 0.85 ) + 8 1 + , (3)w h w

h

Z r x= + i , (4)zk

表 1 HMAW200的主要参数

Table 1 The main parameters of HMAW200

参数 设计值

管道半径 0.1 m

流动马赫数 无流

温度压力 常温常压

频率范围 300~3400 Hz

入射声源 可产生周向m=0~3分别占优的声场

表 2 17℃时HMAW200的模态截止频率(Hz)
Table 2 The modal cut-off frequency (Hz) of HMAW200 at 17°C

n
m

0 1 2 3 4 5

0 0 1000 1660 2283 2890 3487

1 2082 2897 3645 4356 5045 5718

图 1 (网络版彩图)HMAW200实验台示意图
Figure 1 (Color online) HMAW200 experiment table schematic diagram.
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其中, tw, dh和σ分别为穿孔板的板厚、孔径和穿孔率,
为运动黏性系数, ω表示频率, c表示声速, r和x分别为

阻和抗, i表示虚数单位. 本文给出的阻抗模型仅考虑

黏性声阻及质量抗和末端修正, 不考虑流动和高声强

(一般指声压级大于等于130 dB的声场环境)引起的附

加阻抗.该模型常用于薄板尺寸计算,即t d/ 1w h .本文

中涉及的实验工况满足低声强(入射声压级为110 dB)、
无流动环境, 所设计的实验件可视为薄板(t d/ = 1w h ).

主管道和背腔的声场分别为

p p p= + , (5)s i

p p= . (6)s
+ +

将式(5)和(6)代入式(1), 可得

p p Z V p+ = . (7)s s zk n
f

i
+

根据广义格林函数
[35], 可以得到主管道内的声场:

p t V
D G
D

sr r( , ) = d ( )d . (8)s
T

T

s n( )

0

背腔内的声场可以表示为

p
x y q z l

k k

V x y
q z

l
S r

= i
( , )cos( / )

( )

× ( , )cos d ( ). (9)

s
m n q

m n

m n q m n q

s n m n

+
0

,

, , 0
2

, ,
2

( ) ,
*

式(8)和(9)中相关变量及推导过程可参见文献[28], 将

式(8)和(9)代入式(7)可以得到管道内和背腔内的声场

与穿孔板小孔内空气柱振动速度之间的联系.
为了便于计算, 入射声压被处理为单一方向入射

仅包含单一周向模态m的形式. 若声衬长度为l, 取z=0

或z=l为相对坐标, 则不同方向的声波可以表示为

p p k r

p A k r

p B k r

p C k r

p D k r

= ( )e ,

= ( )e ,

= ( )e ,

= ( )e ,

= ( )e .

(10)

i
n

in m mn
z

A
n

n m mn
z

B
n

n m mn
z

C
n

n m mn
z l

D
n

n m mn
z l

i

i

i

i ( )

i ( )

mn

mn

mn

mn

mn

+

+

上式中的特征值均在刚壁边界下计算, 入射波 pi

仅考虑截通的模态. 将图1中主管道内的所有声波在

界面b和c上建立动量方程和连续方程, 这样就可以建

立起方程组求解An, Bn, Cn和Dn n N( = 1, 2, 3, ..., ). 该求

解过程可参见文献[28,36]. 此外, 模态系数确定之后,
代入式(10), 相应的管道声场就可以随之确定.

传递单元方法由于将声学部件内部信息传递至界

面处与外界匹配求解, 因此该方法的适用性很广. 该方

法还适用于变截面局域反应声衬
[36]

和产生声波的叶

片
[37]

等模型计算. 此外, 该方法还可结合热释放模型

建立包含声衬的燃烧不稳定性低阶模型
[38].

2.3 模态分解方法及声衬评估参数

基于实验所得的麦克风处的声压信息可进行模态

分解, 本文的模态分解方法如下所示.
对于圆柱坐标系(z, r, θ)而言, 波动方程可以表

示为

c
D p
Dt

p
z r r r p

r r
p1 1 1 = 0, (11)2

2

2

2

2 2

2

2

其中, D Dt t U x/ = ( / ) + ( / ), U为平均流速, t为时间,
p为声压, θ为周向角度.

对于指定频率, 式(11)有如下形式的解:

p z r t p z r( , , , ) = ( , )e e , (12)
m

m
m t

=

i i

p z r

A J k r B J k r

( , )

= [ ( )e + ( )e ], (13)

m

n
mn m mn

z
mn m mn

z

=0

i imn mn
+

其中 , p ( z , r , θ , t )为测点测得的复声压数据 ;

p z r( , )m 为m阶周向模态幅值; Jm为第一类Bessel函数,

Amn和Bmn分别为沿轴线向下游和上游传播的(m, n)阶

图 2 (网络版彩图)穿孔板声衬的传递单元模型
Figure 2 (Color online) Transfer element model of perforated liners.
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模态声波的复数振幅; mn
+ 和 mn分别为沿轴线向下游和

上游传播的轴向波数, 其表达式为

kMa k Ma k
Ma= (1 )

1 , (14)mn
mn±

2 2 2

2

这里, Ma为管道内主流马赫数, k为自由波数, kmn为特

征值.
在无流条件下, 式(14)可简化为

c k= . (15)mn mn
±

2
2

对于式(12),假设周向分布q个测点,周向坐标分别为 i,
则可以得到周向幅值

[39]:

p z r q p z r( , ) = 1 ( , , )e . (16)
i

q

i
m

=1

i i

根据香农采样定律 , q个测点最多可以分解出m=
q q
2 + 1 ~ 2的周向模态

[40].

在不考虑n=1及以上的径向模态时, 式(13)可以化

简为

p z r A J k r B J k r( , ) = ( )e + ( )e . (17)m mn m mn
z

mn m mn
zi imn mn

+

对应于相连两个截面上, 可以表示为

p z r A J k r B J k r( , ) = ( )e + ( )e , (18)m mn m mn
z

mn m mn
z

1
i imn mn

+
1 1

p z r A J k r B J k r( , ) = ( )e + ( )e . (19)m mn m mn
z

mn m mn
z

2
i imn mn

+
2 2

联立式(18)和(19)求解, 可得

A p z r p z r
J k r

= ( , )e ( , )e
( )[e e ]

, (20)mn
m

z
m

z

m mn
z z z z

1
i

2
i

i( + ) i( + )
mn mn

mn mn mn mn

2 1
+

1 2
+

2 1

B p z r p z r
J k r

= ( , )e ( , )e
( )[e e ]

. (21)mn
m

z
m

z

m mn
z z z z

1
i

2
i

i( + ) i( + )
mn mn

mn mn mn mn

+
2

+
1

1
+

2 2
+

1

由此可将声衬前后的各个模态的前后传波都分离

出来. 为了便于将理论计算结果与实验测量结果进行

对比, 本文选取了传递损失作为声衬评估参数.
由于在声衬段前后均布置了测量段, 所以通过模

态分解可以求得四列波的模态系数, 分别为声衬前的

入射波、反射波和声衬后的透射波、反射波. 传递损

失的计算公式是入射声功率与透射声功率的对数比,
本文中的传递损失仅考虑目标模态的声功率, 传递损

失的一般公式如下:

TL
W
W= 10lg . (22)mn

i mn

t mn

,

,

圆形管道的声功率计算公式为

W p c
M k

k M
= 2

(1 )
( )

, (23)z
m n

mn
mn mn

mn= =0

2 0
2 2

0
2

这里, pmn是模态系数, mn是截面特征函数正交值:

r r S

J k r J k r r r

R m
k J k R k

R k

= ( , ) ( , )d

= ( )e ( )e d d

=
( ), 0,

, = 0,
(24)

mn mn mn

R

m mn
m

m mn
m

mn
m mn mn

mn

*

0 0

2
i i

2 2

2
2

2

k k k k= ,   . (25)mn mn mn
2 2 2 2

2.4 模态占优实验结果

由于本文关注声衬在目标周向模态入射时的传递

损失结果, 因此确保目标模态在所研究的频率范围内

具有较高的信噪比是十分有必要的. 目标模态系数信

噪比SNRA
[41]

定义为

A
ASNR = 20lg , (26)A

t

n

其中, At表示目标模态的模态系数, 单位为Pa; An表示

干扰模态的模态系数的最大值, 单位为Pa.
目标模态入射时的模态分解结果如图3所示, 此时

实验台上不安装声衬段, 测量段也仅保留上游测量段,
放置两排测点, 每排均匀布置8个测点, 控制入射声压

级为110 dB.
由于本文不考虑高阶径向模态(n 1)的截通, 因

此对于m=0和1模态, 研究的频率上限均低于相应的

n=1模态的截止频率. 低于截止频率的模态, 即使能够

在声源段产生并入射, 也会在传播过程中以指数函数

的速度迅速衰减, 实验中发展段的长度可以确保被截

止的模态在测量段之前就已经衰减至背景噪声水平,
对n=0模态的结果没有影响.

对于m=2模态, 研究的频率上限为(5, 0)模态的截

止频率, 尽管在此范围内存在截通的径向模态, 但是由

于此时m=0和1模态并不占优, 所以相应的径向模态分
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量也并不占优, 可以认为频率上限的选取是合理的. 此
外, 这里简单介绍“模态混叠”的概念. “模态混叠”指某

些模态由于在测点处的相位信息相差2π的整数倍而导

致模态分解后依旧无法完全分离的现象. 例如, 对于周

向均分布8个测点而言, m=4和−4模态存在“模态混

叠”, 导致模态分解后得到的实际上是m=4和−4的叠加

模态, 因此图3中的m=4实际上为m=±4.
由图3可知 , m=0~2模态入射的信噪比分别为

13.29, 18.19和19.61 dB, 均大于13 dB, 此时的目标模

态占优效果较好, 可以进行声衬实验.

2.5 声衬实验结果

穿孔板声衬的消声机制依靠声衬中腔体内的高阶

模态的共振, 而在声衬表面的穿孔板处对声波进行耗

散, 在峰值频率附近有较好的吸声效果. 然而, 已有的

研究表明
[42], 各个降噪尖峰的有效频带宽度依然非常

有限, 目前一种比较常见的设计是将两段不同穿孔板

声衬轴向拼接, 增加降噪尖峰的数量, 可以在一定程

度上增加有效频带范围, 实现更优的降噪效果.
本节除了分别给出单段和分段声衬的实验与理论

结果, 还提供了仿真结果, 本文中使用仿真软件的目的

是提供腔体内部声压云图, 分析其共振机制,仿真算例

的布置情况见3.1节.
对于穿孔板声衬而言, 在主管道半径已知的前提

下, 通过五个参数可以确定声衬的形状, 这五种参数

分别为腔长L、腔深h、孔径(直径)a、板厚t和穿孔

率σ.
基于3D打印技术, 采用树脂材料加工单段与分段

声衬, 结构参数如表3所示. 根据理论计算, 声衬A在
(0, 0)模态800 Hz达到降噪峰值, 声衬B在(1, 0)模态

1500 Hz达到降噪峰值. 单段声衬参数为声衬A, 分段

声衬的参数为A+B, 即两段单段声衬轴向拼接, 详见

图4. 实验中控制模态发生器给出单一模态声波入射,
声压级为110 dB, 无流动.

单段声衬结果如图5所示, 根据理论结果和仿真结

果, 可以看出在m=0~2这三种模态下, 均存在降噪峰

值, 平面波环境有效降噪频带(传递损失大于10 dB)可
达200 Hz左右, 对于高阶模态m=1, 2有效降噪频带也

图 3 (网络版彩图)m=0~2入射模态分解结果. (a) m=0;
(b) m=1; (c) m=2
Figure 3 (Color online) Incident mode m=0–2 decomposition results.
(a) m=0; (b) m=1; (c) m=2.

表 3 穿孔板声衬的结构参数

Table 3 Structural parameters of the perforated liner

声衬编号 腔长 (mm) 腔深 (mm) 孔径 (mm) 板厚 (mm) 穿孔率

A 100 50 2 2 6%

B 75 25 2 2 8.7%
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大于50 Hz. 实验结果与理论结果和仿真结果趋势基本

一致, 峰值频率误差在20 Hz以内. 该误差源自穿孔板

小孔的加工误差, 加工误差的累计导致穿孔率与设计

值存在误差, 进而影响了传递损失曲线.
分段声衬结果如图6所示, 其中图6(a)标注了理论

结果的三个峰值点A, C和D及非峰值点B, A~D四个点

对应频率分别为800, 1000, 1280和1820 Hz.
图6与图5相比, 声衬B的引入, 增加了降噪峰值,

并与原有声衬A的峰值相互作用, 呈现多峰值降噪特

性, 而且使得有效降噪频带显著增加. 对于高阶模态

m=1, 2, 在该模态刚刚截通的频率下, 此时对应的轴向

波长过长, 此时的麦克风间距4 cm不能得到准确的模

态分解结果.
在实验中发现m=1模态大于1200 Hz以及m=2模态

大于1800 Hz时, 模态分解结果才是准确的.
图6(c)中1800~2000 Hz实验结果与理论预测偏差

图 4 (网络版彩图)分段声衬示意图
Figure 4 (Color online) Segmented perforated liner schematic
diagram.

图 5 (网络版彩图)单段声衬结果对比. (a) m=0; (b) m=1;
(c) m=2
Figure 5 (Color online) Comparison of single-segment perforated
liner results. (a) m=0; (b) m=1; (c) m=2.

图 6 (网络版彩图)分段声衬结果对比. (a) m=0; (b) m=1;
(c) m=2
Figure 6 (Color online) Comparison of segmented perforated liner
results. (a) m=0; (b) m=1; (c) m=2.
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较大, 这是因为此时降噪量过大, 降噪后声压级与背景

噪声接近, 因而难以得到准确结果. 其他频率实验结果

与理论结果和仿真结果趋势基本一致, 峰值频率误差

在50 Hz以内.

3 降噪特性分析

本文2.5节从有效降噪频带和峰值频率的角度给

出了不同模态参数入射时穿孔板声衬的传递损失结

果, 可以发现不同模态有不同的峰值频率, 然而工程上

需要通过控制声衬参数来实现目标模态指定频率的降

噪目标, 那么就需要明确声衬的结构参数对于传递损

失曲线的影响规律来控制降噪峰值. 本文以(0, 0)模态

为例, 以声衬A的结构参数为基准, 仅改变一种结构参

数, 考虑其对于传递损失曲线的影响. 此外, 为了进一

步分析峰值频率处的共振机制, 需要明确腔体内的声

压分布情况, 然而难以通过实验获取腔体内部的声压

信息, 因此需要借助仿真软件通过绘制声压云图来解

释声共振机制, 绘制云图的目标截面如图7所示. 下文

中的传递损失图像均为传递单元方法计算结果, 声压

云图来源于COMSOL, 由于2.5节中COMSOL结果与

实验结果基本一致, 因此仿真的声压云图可以近似说

明实验中的共振情况.
对于穿孔板声衬的5个参数而言, 文献[43]表明,

孔径和板厚的较小变化不会引起传递损失峰值及其峰

值频率的明显变化, 仅仅可得到的结论是板厚和孔径

越小, 峰值附近的宽频降噪量略有提升. 因此下文仅

对穿孔板的穿孔率、背腔的腔深和腔长进行分析. 此

外, 对于实验的分段声衬内部的共振情况也给出解释.

3.1 仿真算例设置

基于COMSOL6.1的压力和频域模块, 构建了三维

计算模型, 如图7所示, 建立直角坐标系(x, y, z)和柱坐

标系(r, φ, z), 坐标原点均位于法向速度圆面的圆心.
声源面: 以法向速度条件替代模态发生器在管道

内产生旋转模态的声场. 法向速度的表达式为

V
p

kc cMa
J k r= 1

( + )
( )e , (27)z

m n

mn mn

mn
m mn

z m
+

+
i( )mn

+

其中, pmm为模态系数, 其余参数与上文定义相同.
边界条件: 管道两端用完美匹配层替代消声尖劈,

以内部阻抗表示穿孔板, 阻抗模型与式(2)~(4)一致, 其
余均为硬声场边界.

3.2 穿孔率σ影响

穿孔板的穿孔率定义为开孔总面积与穿孔板总面

积之比.由图8可知,当其他参数不变时,随着穿孔板的

穿孔率增大, 声衬的传递损失峰值会随之增大, 峰值频

率也向高频移动. 根据式(2)和(3)可得到相同的结论,
穿孔率的增大会引起穿孔板声抗减小, 共振频率提高.
然而, 在孔径不变的前提下, 穿孔率的增加意味着孔的

数目增大, 且孔的排列更为紧密, 考虑到燃烧室内壁的

强度及冷却气流分配条件, 穿孔率的数值不能无限增

加, 应结合结构强度与吸声性能综合考虑.

3.3 腔长L影响

图9给出了腔长对于传递损失的影响, 可以看出当

腔长小于0.08 m时,仅存在一个峰值,且随着腔长增大,
峰值频率也随之增大, 如图9(a)中a和b所示; 当腔长为

0.09 m时, 在所研究的频率范围内出现第二个峰值, 当
腔长继续增大时,第二个峰值向低频移动,如图9(a)中c
所示, 两个峰值彼此接近, 并相互融合, 如图9(b)中d所
示; 当腔长为0.19 m时, 两个峰值融合为一个峰值, 当
腔长继续增大时, 这个峰值逐渐降低, 与此同时高频段

图 7 (网络版彩图)仿真模型示意图
Figure 7 (Color online) Simulation model diagram.
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出现了第三个峰值并随着腔长的增加向低频移动, 如

图9(b)中e所示; 当腔长为0.27 m时出现第四个峰值,
并随着腔长增加向低频移动, 如图9(b)中h所示. 此外,
注意到腔长大于0.21 m时, 低频区域出现穹顶曲线, 随
着腔长增加, 两个穹顶逐渐分离.

目标截面的声压云图如图10所示, 图10(a)~(h)分
别对应图9中a~h八个峰值点. 由图10(a)和(b)可以看

出, 第一个峰值对应背腔内部均匀共振的情况, 此时背

腔内部声压值基本相同, 为零阶共振, 与主管道内部声

压值存在较大差异. 由图10(c)可以看出, 第二个峰值

对应背腔内部轴向共振, 此时沿腔长方向呈现出了一

个完整的半波长, 在此定义为轴向的一阶共振. 由图

10(d)可以看出, 两个峰值融合后仍为轴向的一阶共振,
此时声压云图与图10(c)基本一致. 图10(e)和(h)中背腔

分别出现完整的一个波长和三个半波长, 为轴向二阶

和三阶共振. 然而, 不同阶数的共振对频率的响应并

不相同, 腔长增加, 零阶共振向高频移动, 高阶共振向

低频移动. 对穹顶峰值进行研究发现, 此时两个穹顶分

别对应零阶共振和一阶共振, 如图10(f)和(g)所示.
类似于截止频率决定模态是否可在管道内传播,

也存在“截止腔长”决定背腔共振阶数. 大于某个腔长,
在某个频率点腔体内会出现更高阶共振. 当然本文的

“截止腔长”也与研究的频率上限有关, 若增加频率上

限, 更高阶共振会在更低的腔长下出现. 可以预见, 腔
长大于0.3 m时会出现四阶或更高阶共振, 但是注意到

腔长为0.3 m时三阶共振峰值左右并不对称. 这是因为

穹顶曲线会与共振峰值叠加, 导致腔长大于0.3 m后峰

值处共振情况较为复杂, 为多种共振叠加状态.

3.4 腔深h影响

图11给出了腔深对于传递损失的影响, 随着腔深

逐渐增大, 峰值数量逐渐增加, 由最初的单个峰值, 增
加到了三个以上峰值的情况. 这说明随着腔深的增加,
背腔内部的共振情况越来越复杂, 与3.3节一样, 需要

给出具体的背腔内部声压云图进行分析. 根据图11中
a~f六个峰值点, 通过声压云图讨论共振情况, 如图12
所示.

由图12(a)可知, 对于第一个峰值, 背腔内部依然

是内部均匀共振的情况; 由图12(b)和(e)可知, 此时背

腔内部为轴向共振; 由图12(c)和(f)可知, 此时背腔内

部为径向共振; 由图12(d)可知, 此时背腔内部为径向

共振与轴向共振的叠加状态, 声压云图呈现沿对角线

对称的情况.

图 8 (网络版彩图)穿孔率对于传递损失的影响
Figure 8 (Color online) The effect of perforation rate on transmission
loss.

图 9 (网络版彩图)腔长对于传递损失的影响. (a) L=0.01~0.18 m; (b) L=0.18~0.30 m
Figure 9 (Color online) The effect of back cavity length on transmission loss. (a) L=0.01–0.18 m; (b) L=0.18–0.30 m.
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在其他参数不变时, 随着腔深的增加, 图11中第一

个峰值对应轴向均匀共振, 与3.3节不同, 腔深引起的

零阶共振峰值向低频移动(对应粉色箭头). 由此可知,
当腔体体积较小时, 腔长与腔深增大对于峰值频率的

影响趋势相反; 之后出现的新峰值既包含轴向共振又

包含径向共振, 其中沿图11蓝色箭头方向均为轴向共

振, 且共振频率集中在1730 Hz左右, 不会随背腔深度

变化而变化, 该峰值对应轴向的腔长, 固定的腔长尺寸

也导致了一个峰值频率几乎为定值. 沿图11绿色箭头

方向均为径向共振, 该峰值对应径向的腔深, 腔深的

不断增加导致了峰值频率降低. 图11中d点为轴向与

径向同时共振的情况, 此时的腔长和腔深尺寸接近.
对比3.3节可以发现, 尽管腔长与腔深的增大都导

致了腔体体积增大, 但是二者的影响机制完全不同. 大
多数情况下, 峰值频率向低频移动, 但是也存在图9(a)
中零阶共振向高频移动, 以及图11中轴向共振频率几

乎不变的例外.

3.5 分段声衬

分段声衬的分析较为复杂, 涉及两段声衬每段参

数的影响, 以及两段轴向拼接的先后顺序的影响, 还

应考虑两段声衬背腔之间间距的影响, 在此仅针对目

前实验情况给出分析. 在此给出图6(a)中三个共振点

A, C, D和非共振点B的云图, 说明此时的背腔内部共

振情况, 如图13所示.
由图13可知,对于非共振点(1000 Hz)而言,两个背

腔都不存在共振特性, 背腔内部声压均匀, 但是分别低

于800 Hz共振时第一个背腔声压值以及1280 Hz共振

图 10 不同腔长和频率的声压云图. (a) L=0.02 m, f=670 Hz; (b) L=0.12 m, f=760 Hz; (c) L=0.18 m, f=1085 Hz;
(d) L=0.19 m, f=1099 Hz; (e) L=0.25 m, f=1480 Hz; (f) L=0.3 m, f=330 Hz; (g) L=0.3 m, f=880 Hz; (h) L=0.3 m, f=1820 Hz
Figure 10 Sound pressure contours of different back cavity lengths and frequencies. (a) L=0.02 m, f=670 Hz; (b) L=0.12 m, f=760 Hz;
(c) L=0.18 m, f=1085 Hz; (d) L=0.19 m, f=1099 Hz; (e) L=0.25 m, f=1480 Hz; (f) L=0.3 m, f=330 Hz; (g) L=0.3 m, f=880 Hz; (h) L=0.3 m, f=1820 Hz.

图 11 腔深对于传递损失的影响
Figure 11 The effect of back cavity depth on transmission loss.
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时第二个背腔声压值; 800, 1280和1820 Hz分别对应第

一个背腔均匀共振、第二个背腔均匀共振和第一个背

腔的轴向共振. 事实上, 非共振点背腔中的声压云图与

共振点类似, 在均匀共振附近的非共振点, 背腔内部声

压均匀,但是声压幅值较共振点低;在轴向或径向共振

点附近的非共振点, 内部声压沿共振方向依然呈现余

弦函数, 只是相较于共振点, 振幅更低, 波形上依然呈

现半波长的整数倍.

4 结论

本文通过理论方法、数值模拟和实验研究对穿孔

板声衬的降噪特性及共振峰值进行了细致研究, 主要

结论如下.
(1) 搭建了HMAW200实验台, 通过控制扬声器的

幅值与相位, 可在管道内构建高阶旋转模态声场, 实现

了周向模态分解, 模态占优至少为13 dB, 管道两端为

无反射边界条件. 该实验台可用于测量实验件的高阶

模态吸声特性, 评估传递损失和吸声系数等参数.
(2) 预测了单段和分段穿孔板声衬在m=0~2模态

下的声衬传递损失, 并在HMAW200实验台上进行验

证, 实验结果与理论和仿真结果趋势基本一致, 峰值

频率误差在50 Hz之内.
(3) 针对单段声衬穿孔板穿孔率、背腔的腔长和

图 12 (网络版彩图)不同腔深和频率的声压云图. (a) h=0.03 m, f=1000 Hz; (b) h=0.1 m, f=1760 Hz; (c) h=0.1 m, f=1880 Hz;
(d) h=0.11 m, f=1750 Hz; (e) h=0.15 m, f=1730 Hz; (f) h=0.16 m, f=1252 Hz
Figure 12 (Color online) Sound pressure contours of different back cavity depths and frequencies. (a) h=0.03 m, f=1000 Hz; (b) h=0.1 m, f=1760 Hz;
(c) h=0.1 m, f=1880 Hz; (d) h=0.11 m, f=1750 Hz; (e) h=0.15 m, f=1730 Hz; (f) h=0.16 m, f=1252 Hz.

图 13 (网络版彩图)腔深对于传递损失的影响. (a) f=800 Hz; (b) f=1000 Hz; (c) f=1280 Hz; (d) f=1820 Hz
Figure 13 (Color online) The effect of back cavity depth on transmission loss. (a) f=800 Hz; (b) f=1000 Hz; (c) f=1280 Hz; (d) f=1820 Hz.
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腔深, 进行了参数分析, 通过分析共振点处的声压云

图, 给出了共振峰值与背腔声压分布的关系. 在大多

数情况下, 腔体参数引起腔体体积增大会导致共振峰

值向低频移动, 但存在例外情况, 例如3.3节零阶共振

向高频移动, 以及3.4节轴向共振频率几乎不变.

(4) 基于分段声衬的理论和实验结果, 分析了共振

和非共振位置两个背腔内声压云图, 解释了峰值点时

背腔的共振情况. 共振点附近的非共振点的声压幅值

低于共振点的幅值. 频率越高, 共振点的共振阶数一

般越高.
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Theoretical and experimental study on noise reduction characteristics
of perforated liners
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Perforated liners have a wider noise reduction frequency band than Helmholtz resonators and are often used to suppress combustion
instability in aeroengine combustion chambers. With the further improvement in energy density of combustion chambers, the
combustion instability presents a multifrequency, composite instability mode. A multicavity, segmented acoustic liner design can be
used to develop an effective suppression method for combustion instability in a wide frequency range. However, the current research
on perforated liners mainly focuses on plane wave incidence and barely considers the circumferential mode. The transfer element
method converges well and can quickly provide accurate theoretical predictions. Herein, this method is used to predict the
transmission loss of axial single-segment and segmented perforated liners in the circumferential mode. It is verified on a high-order
modal acoustic waveguide test bench. It is found that the frequency band with a transmission loss of >10 dB is ~200 Hz when the
plane wave is incident on the perforated liner wide. Furthermore, a parametric analysis based on the perforation rate, back cavity
length, and back cavity depth of the single-segment acoustic liner is performed. The influence of the three parameters on the
transmission loss curve is summarized, and sound pressure distribution inside the back cavity is used to explain the acoustic resonance
mechanism.

perforated liners, transfer element method, transmission loss, pipeline modal measurement, high-order mode
acoustic waveguide
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