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摘 要：在改进 Hamasaiid 模型的基础上提出了新的金属型铸造界面换热系数峰值 hmax 预测模型，该模型引入表 

面张力参数，定量研究其对界面换热的影响。采用 A356铝合金金属型重力铸造实验对模型进行验证。结果表明： 

反求计算的 hmax 约为 5944 W/(m 2 ∙K)，采用 Hamasaiid模型计算的 hmax 约为 7987 W/(m 2 ∙K)，误差约为 34%；新模 

型未考虑表面张力时计算的  hmax 约为  6228  W/(m 2 ∙K)，误差约为  5%，考虑表面张力时计算的  hmax 约为  5992 

W/(m 2 ∙K)，误差约为  1%。新模型计算精度有较大提升，计算结果与反求结果具有很好的一致性，表面张力对计 

算精度有一定影响。 
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Abstract: The new predictive model of metal casting interfacial heat transfer coefficient peak value (hmax) was proposed 

by improving Hamasaiid’s model. The surface tension was introduced into the model, its impact on the interfacial heat 

transfer was  quantitatively  studied. A356 aluminum  alloy  gravity  die  casting  experiments were performed  in  order  to 

validate the model. The results show that the hmax value calculated by the inverse heat conduction method is about 5944 

W/(m 2 ∙K), the result of Hamasaiid’s model is about 7987 W/(m 2 ∙K), and the error is about 34%. The hmax value calculated 

by the new model is about 6228 W/(m 2 ∙K), and the error is about 5%, but if the surface tension is considered, the result is 

about 5992 W/(m 2 ∙K), and the error is about 1%. The calculation accuracy of the new model was greatly improved, the 

calculation  results  are  in  good  agreement  with  the  inverse  results.  The  surface  tension  has  a  certain  impact  on  the 

calculation accuracy. 
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铸造凝固过程中界面换热系数决定了铸件和铸型 

之间的换热状况，并进而在很大程度上决定了铸件的 

组织及性能，而界面换热系数则受到各种因素如浇注 

温度、压力、铸件和铸型材料、铸型初始温度和界面 

涂料情况等的影响。铸造中对于一定厚度的铸件和铸 

型，采用金属型铸造时，由于铸件或铸型的热物性参 

数很大，界面热阻远大于铸型内部热阻，总热阻近似 

等于界面热阻；采用砂型铸造时，由于铸件或铸型的 

热物性参数很小，界面热阻远小于铸型内部热阻，此 

时可以忽略界面热阻 [1−2] 。 

关于金属型铸造过程界面换热行为的研究，前人 

已做了大量工作，包括铸件材料及浇注温度 [1−7] ，铸型 

初始温度及材料 [8−9] 、铸件的几何形状 [10−11] 、铸造压 

力 [10, 12−14] 、铸型表面涂层的材料及厚度 [15] 、铸型表面 

粗糙度 [16−17] 等。 

近年来，采用数值模拟预测各类铸造过程来提高 

生产效率和质量已经成为一个重要的发展趋势。软件 

对铸造过程换热的模拟很大程度上取决于输入的边界 

条件，界面换热系数 h 就是其中最重要的边界条件之 

一。然而，由于对固液界面接触机理缺乏深入了解， 

以前的研究者在模拟时都是假设 h 为常数，这么做会 

严重降低模拟的精度，甚至失真 [14, 18] 。近年来，越来 

越多的商业软件都要求使用者自己提供 h值或者 h 随 

时间 t变化的情况，因此，了解已知条件下固−液界面 

接触机理，预测 h—t曲线的峰值和形状成为该领域大 

多数研究者的重要课题。目前，反热传导方法是求解 
h—t曲线的最常用方法。该方法有精度高且适用各类 

界面传热情况的优点，但也存在一些应用上的不足， 

最明显的是该方法目前主要适用于铸件形状简单的一 

维传热和二维传热过程，对于复杂的三维传热过程的 

应用有待进一步研究开发。 

基于上述的研究成果，本文作者在对  Hamasaiid 
模型 [17] 进行改进的基础上提出新的金属型铸造 hmax 预 

测模型，对铸造过程界面换热行为进行了更深入的分 

析，意在为进一步理解铸造过程界面换热机理提供新 

的观点， 为复杂传热过程的计算提供新的思路和方法。 

1  模型 

在固体和液体接触的过程中，由于本身的流动性 

和填充性， 液体能流入固体表面上的几何细节，因此， 

液体和固体物质之间的接触情况在很大程度上是由固 

体表面的微观形貌决定的。本文中固体表面形貌模型 

是在 Hamasaiid 模型的基础上通过采取不同的固体表 

面微结构变换方式发展而来的，相关细节请查阅文献 
[17]。模型采用了几个可测量的参数来描述，这些参 

数包括：剖面波峰高度偏差绝对值的算术平均值，Ra； 

峰间距的平均值，Rsm。为了完成建模，还必须做以下 

假设来简化问题： 
1) 模具表面由连续的波峰和波谷组成， 它们的底 

圆都位于基准面上(y=0)，如图 1所示； 
2) 模具表面所有波峰和波谷均被看成是圆锥体； 
3) 模具表面所有波峰和波谷的斜率  m 的绝对值 

相同；

4)  模具表面所有波峰和波谷的高度或深度服从 

高斯分布，函数形式如下： 

{ } 
2 

2 
a  a 

1 ( ) exp 
π  π 

y y y 
R  R 

φ 
  − 

= ∀ ∈ −∞ + ∞     
  

， ，  (1) 

式中：y是任意单个波峰的高度。 

图 1 中的基准面为算术平均基准面，即认为该面 

上下两端波峰波谷的面积相等。 

图 1  模具表面形貌纵截面示意图 

Fig.  1  Schematic  diagram  of  longitudinal  section  of  die 

surface 

由于当液体和固体接触时，空气会像预期一样被 

捕获在固体表面微腔的底部， 并将固体和液体隔离开， 

从而实际上决定了接触的质量，进而决定了界面的热 

传导。因此，当需要定量描述固−液接触界面和该界 

面上的传热时，被捕获空气的影响是一定要考虑的， 

所以必须对表面形貌的微结构进行适当的变换。 
Hamasaiid 模型通过扩大微结构的斜率和降低其高度 

完成了将固体表面所有微结构移到同一平面的变换。 

因为这种变换改变了微结构的斜率和高度，由于液体 

表面张力的影响， 必然导致固液接触面积的大大增加， 

从而使模型计算的结果远大于实际，这也是造成 
Hamasaiid 模型的验证中计算结果和实际相差较大的 

根本原因。 

为了减少变换过程带来的误差，必须保证微结构
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图 2  实际模具表面轮廓和转换后模具表面轮廓示意图 

Fig. 2  Original  topography  contours  of mold  surface  (dotted 

line) and transformed morphology profile (solid line) 

斜率不变，因此，本文作者采用平行移动所有微结构 

到同一平面的变换方法，以保证移动后所有微结构只 

有高度发生了很小的变化，而斜率和宽度是不变的， 

如图 2 所示。变换后表面波峰高度值的分布也将遵循 

新的分布规律： 

( ) { } 
2 

a 
2 

a  a 

2 1 
( ) exp 0 

2π  4π n 
y R 

y y 
R  R 
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固体表面经过这种等效变换后，固−液接触界面 

形貌已然变成如图 3所示。 

图 3  变换后的固−液接触纵截面示意图 

Fig.  3  Schematic  diagram  of  longitudinal  section  of 

solid­liquid interface after transformation 

图 3中 Y是被捕获空气的平均厚度，由于只有高 

度大于 Y的峰能与液体表面接触，故可用 Y平面来确 

定微接触峰的密度 ns 和平均接触半径 as。实际接触峰 

的密度 ns 由下面给出： 

2 
a 

s  2 
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式中：ε是空隙因子，近似为  1.5；erfc(x)是互补误差 

函数。平均接触半径可以由下式确定： 
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而底圆的平均半径 bs 很显然有 [17] 

s sm 
1 
2 

b R =  (5) 

从以上的分析可以看出，接触峰密度 ns 和平均接 

触半径as 以及峰底半径平均值bs都是模具表面形貌参 

数 Ra、Rsm 和间隙气体平均高度 Y 的函数。对于已知 

模具，Ra 和 Rsm 为已知，而 Y主要与接触机理(接触压 

力、表面张力等)有关。假设没有气体逃逸，将被捕获 

的空气近似看成理想气体，由形貌分析可知，充型前 

后微腔内空气的平均体积 V0 和 V1 可确定如下： 

3 2 
a 
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8π 
3 
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V 
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由式(6)~(7)和理想气体定律，并考虑表面张力的 

影响， 被捕获空气平均厚度的初始值 Y0， 也是最小值， 

由下式确定： 

[ ] 
0 1 3 0 a 

1 0 

π 
2 

­ ( ) 
P T 

Y R 
P P T γ 

=  (8) 

式中：T1 是被捕获空气的温度；P1 是浇注完成后铸件 

高度所产生静压头压力与大气压力 P0 之和；P(γ)是液 

态金属的表面张力所产生的背压，可以表示如下： 

2 
( ) P 

r 
γ 

γ =  (9) 

式中：γ 是液态金属的表面张力；r是附加压力为 P(γ) 
时对应的曲率半径。对于一个已知的铸造过程，式(8) 
求解的是当铸件为完全液态时的 Y值，当液体材料开 

始凝固或者结晶时，式(8)将不再适用。因此，本研究 

仅讨论 Y0。 

实际中固液接触必然是不完美的，定会在界面处 

造成收缩而产生传热阻力，即界面热阻。许多文献中 

提出许多固−固界面接触热阻模型，其中最经典的是 

热通量管模型 [18] ，而有关固−液界面接触热阻模型的 

文献非常少 [19] 。但从 LOULOU 等 [20−21] 的研究可以看
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出，如果将一些附加参数考虑进来，如表面张力和润 

湿性等，那么热通量管模型也是适用固−液界面的。 

该模型认为两固体间热流是通过一系列接触半径均为 
b 的微观等温流管来传递的，两固体间的实际接触面 

是一个半径为 c 的小圆面，等温流管间的接触热阻可 

以通过下式来确定 [22] ： 

1 2 
s 

( ) 
2 

R R 
c 

ψ ε
λ 

+ =  (10) 

式中：R1 和 R2 是物体 1和 2在界面的热阻；ψ(ε)是扩 

散阻力因子， 采用最经典的 Cooper 关系式 [18] 来表示扩 

散阻力因子，则固−液界面上单个微观接触点的收缩 

热阻为 
1.5 
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式中：c 是实际接触半径；b 是名义接触半径；λ1、λ2 
是模具和铸件的导热系数。 

那么，对于一个给定面积的接触将有大量微接触 

热阻，它们可以看成是并联连接的，h可以如下表达： 

s 
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式中：bs 是微接触点的平均底圆半径；as 是平均接触 

半径。

将式(3)~(5)带入式(13)， 当 Y取到其最小值 Y0 时， 
h就变成了 hmax 且由式(14)确定： 
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2  实验 

前面已经推导出了固液接触时界面换热系数最大 

值 hmax 的预测模型，为验证模型的可行性，本文作者 

进行金属型重力铸造实验，实验装置和热电偶布置如 

图 4所示。 

图 4  模具和热电偶布置示意图 

Fig. 4  Schematic diagram of mold and thermocouple 

铸件材料为 A356铝合金，铸件高度 H=150 mm， 

模具材料为 45号钢，两类材料的具体成分如表 1和 2 
所列。实验的其它参数，如表面粗糙度、温度、压力 

等列出如表 3所列。 

3  结果与分析 

3.1  实验测量的温度曲线 

实验测得的铝合金金属型重力铸造过程铸件和模 

具内部几点的冷却曲线如图 5所示，其中 A1、A2、A3 

表 1  A356化学成分 

Table 1  Chemical composition (mass fraction, %) 

Si  Mg  Fe  Cu  Mn  Zn  Ti  Al 

6.5−7.5  0.20−0.40  ≤0.20  ≤0.20  ≤0.10  ≤0.10  ≤0.20  Bal.
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表 2  45号钢化学成分 

Table 2  45 steel chemical composition (mass fraction, %) 

C  Si  Mn  Cr  Ni  Cu  Fe 

0.42−0.50  0.17−0.37  0.50−0.80  ≤0.25  ≤0.30  ≤0.25  Bal. 

表 3  其他实验参数 

Table 3  Other experimental parameters 

Ra/μm  Rsm/μm  P0/Pa  P1/Pa  T0/K  T1/K  Tp/K  λs/(W∙m −1 ∙K −1 ) 

3.52  135  1.013×10 5  1.047×10 5  309  409  1067  66.0 

分别对应的是铸件中心距固液界面 3、 10和 20 mm点 

测量的冷却曲线，A4 是模具中心距固液界面 2 mm点 

测量的冷却曲线。由图 5 中 A1~A3 可以看出，初始时 

铸件各点的温度均急剧下降，且下降的速度从边部到 

心部逐渐减小，大概从 20 s开始 3条曲线都陆续出现 

了转折，首先出现转折的  A1 甚至出现了一小段平台 

期，然后才继续下降，但下降的速度逐渐减小；由 θ4 
可以看出，浇注后模具的温度迅速上升，但上升的趋 

势逐渐减小，也在 20 s左右出现了一段平台，然后继 

续缓慢上升至最大值，随后非常缓慢的下降。 

图 5  实验测量温度曲线 

Fig. 5  Temperature curves measured by thermocouple 

3.2  反求的界面换热系数 

将测量的  A1 点冷却曲线和相关的参数带入自编 

的反热传导程序计算所得 h—t曲线如图 6所示。 

由图 6可以看出， h—t曲线明显的分为 4个阶段。 

第一阶段大概从开始到约 3 s， 界面换热系数 h急速的 

增大，在  3  s  左右达到其最大值  hmax，约为  5944 
W/(m 2 ∙K)，这个时间几乎与浇注时间差不多，也就是 

说浇注完成后的一瞬间 h就已经达到其最大值；第二 

阶段约从 3  s 到 50  s 左右，h 开始迅速下降。从图 5 

图 6  反求的界面换热系数曲线 

Fig. 6  Interface  heat  transfer  coefficient  curve  calculated  by 

inverse method 

可以看出，该阶段初始铸件的温度从底部到心部都在 

液相线温度(616℃)以上， 热量仍然大量的从液体金属 

流向铸型；但随着时间的推移，到该阶段末期，铸件 

的温度从底部到心部逐渐进入到半固态区，开始凝固 

收缩，当收缩产生的热应力大于铸件的重力时，便会 

在界面产生间隙，这使得界面换热效率变得低下；第 

三阶段约从 50  s到 100  s左右，由于铸件在不断凝固 

的过程中，界面间隙的不断扩大使得界面传热的阻力 

不断增大，传热量不断减小，当铸件凝固释放的相变 

潜热量与界面传热量相等时就会达到一个动态的热平 

衡，这就会使得铸件本身的温度变化很小，从而在很 

大程度上抑制了铸件不断凝固造成的间隙的进一步扩 

大，并最终使得 h在本阶段几乎保持不变，形成了一 

个平台期；第四阶段从 100 s到最后，从本阶段开始， 

由于铸件几乎完全凝固使得界面的动态热平衡已无法 

维持，贯穿整个界面的间隙终于形成，铸件和铸型之 

间的换热方式可能以热辐射和热对流为主，直接接触 

的热传导换热可能只占整个换热量的很小一部分了。 

为了证实反热传导程序计算的  h—t 曲线的准确
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性，将 A2 和 A3 点的程序计算冷却曲线与实验测量冷 

却曲线同时绘于图 7中。由图 7可以看出，反求计算 

值和实验测量值非常的接近，根据计算 A2 和 A3 两点 

的温度绝对误差都在 15℃以内， 90%以上的温度绝对 

误差在 5 ℃以内，由此可见，反热传导程序计算的精 

度是相当高的， 因此程序计算的 h—t曲线是非常接近 

实际的，具有较高的可信度。 

图 7  反求计算和实验测量的 A2 和 A3 点温度曲线 
Fig.  7  Temperature  curves  of  A2  by  experimental 
measurements  and  A3  by  inverse  heat  conduction  program 
calculations 

3.3  模型的验证 

为验证模型的可行性，必须先将相关实验参数带 

入模型以计算出 hmax。由前面的分析知道，除了 P(γ)， 

表 3 给出了模型计算 hmax 所需的所有参数。P(γ)是液 

态金属的表面张力所产生的背压，可以表示如下： 

2 
( ) P 

r 
γ 

γ =  (15) 

式中：γ是液态金属的表面张力；r是附加压力为 P(γ) 
时对应的曲率半径。由式(15)看出，如果知道了液体 

的表面张力和曲率半径就能求出 P(γ)。文献[23−24]给 

出了纯铝在一定温度范围内的经验公式： 

Al  890 0.182( 933) γ θ = − −  (16) 

文献[25]给出了铝合金在一定温度范围内的经验 

公式： 

Al­Si Al Si 0.9w γ γ ≈ −  (17) 

式中：wSi 是硅的质量分数，对于本研究的 A356铝合 

金，wSi 取值为 7。由式(16)和(17)可推导得本研究铸件 

所用  A356 铝合金在一定温度范围内表面张力的经验 

公式如下： 

A356  883.7 0.182( 933) γ θ = − −  (18) 

将浇注温度 θp 带入式(18)得到本次实验 A356 铝 

合金表面张力约为 0.86 N/m，再由表面形貌分析可得 

出液体前端的曲率半径与最小平均被捕获空气厚度Y0 
有如下关系： 

2 

0 2 
1  m r Y 
m 

+ 
=  (19) 

将式(18)和(19)带入式(15)可得P(γ)是关于Y0 的一 

个函数，在本研究例子中该函数为 

0 

18554 
( ) P 

Y 
γ =  (20) 

根据前面的分析，如果考虑液态金属表面张力所 

产生的背压 P(γ)对界面换热的影响，将表 3 的参数和 

式(19)带入式(8)求出本例子中的 Y0 值约为 11.26 μm， 

再将 Y0 值带入式(3)和(4)得出 ns 约为 6.345×10 6 m −2 ， 
as 约为 6.193  μm，将它们和所需参数值带入式(14)可 

求出 hmax 约为 5992 W/(m 2 ∙K)。 另外，如果不考虑液态 

金属表面张力所产生的背压 P(γ)对界面换热的影响， 

即认为 P(γ)的值为零，则由理论模型计算的 hmax 约为 
6228 W/(m 2 ∙K)。 

由前节分析可知，实验反求的 hmax 具有相当高的 

精度，与实际很接近，因此，将模型计算的 hmax 与之 

进行对比以验证模型是合理可信的。首先，由图 6 可 

知，反热传导程序所得 h—t曲线中 h只有一个峰值， 

约为 5944 W/(m 2 ∙K)。 不考虑液态金属表面张力所产生 

的背压 P(γ)时，模型计算的 hmax 约为 6228 W/(m 2 ∙K)， 

与实验数据反求的  hmax 的误差约为  5%，精度较高； 

而考虑液态金属表面张力所产生的背压 P(γ)时，模型 

计算的 hmax 约为  5992  W/(m 2 ∙K)，与实验数据反求的 
hmax 的误差约为 1%， 精度很高。 另外， 采用 Hamasaiid 
模型计算的 hmax 约为 7987 W/(m 2 ∙K)，误差约为 34%。 

因此，由上面的分析和比较可知，经本研究改进 

后，模型的计算精度得到了大幅提升。考虑到计算各 

个环节带入的舍入误差和一些近似假设带入的误差， 

模型计算的 hmax 在未考虑背压 P(γ)时仍与实验数据反 

求的 hmax 具有较好的一致性，而考虑背压 P(γ)时计算 

精度将得到进一步的提升。此外，未考虑表面张力时 
(即未考虑背压  P(γ)时)模型计算的  hmax 明显比考虑表 

面张力时偏大。这是因为当液态金属与模具表面接触 

时，在外界压力的作用下液态金属有填充到模具表面 

微腔中的趋势，而表面张力是阻止该趋势发展的一个 

重要因素，当其被忽略时，液态金属能够填充的实际 

面积就会增大，也即液态金属与模具表面的接触面积 

增大，从而使得模型计算的 hmax 明显偏大。
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3.4  Y0 对模型计算的影响 

由式(14)可知，对于给定的固体表面和液体表面， 
Ra、Rsm 为已知，此时 hmax 主要取决于被捕获空气平均 

厚度的最小值 Y0，即对模型计算 hmax 起支配作用的参 

数是 Y0。Y0 主要集中体现了浇注温度、铸件高度所产 

生的静压头压力、 表面张力等对模型计算 hmax 的影响。 

由图 8(a)可知，当 Y0 为 0时，ns 和 as 取最大值， 

而当 Y0 逐渐增大时，它们都减小并趋近于 0。虽然都 

是随 Y0 增加而不断减小，但 ns 和 as 减小的速度各有 

不同变化，ns 减小的速度经历了一个由慢到快再到慢 

的过程，而 as 的减小的速度则是经历了一个由快到慢 

的过程。由图 8(b)可知，hmax 随 Y0 增加而减小，且随 

着 Y0 增加，hmax 减小的速度也在变小。 

图 8  Y0 对 ns、as 和 hmax 的影响 

Fig. 8  Effects of Y0 on ns, as (a) and hmax (b) 

需要再次强调的是，式(14)只有在模具材料或冷 

端材料的热物理参数很高，即模具材料或冷端材料的 

热物理参数远大于被捕获空气的热物性参数时才有意 

义，因为此时界面热阻远大于物体内部的热阻，是传 

热的主要阻力，这种情况主要包括金属型铸造等生产 

过程。如果情况相反，则式(14)计算的  hmax 将是没有 

意义的。 

3  结论 

1) 通过采用新的固体表面微轮廓的变换方式， 对 
Hamasaiid模型进行了改进， 提出了新的界面换热系数 

峰值计算模型。该模型可应用于情况较复杂的界面换 

热系数峰值的估算。 
2)  A356 铝合金金属型铸造实验验证结果表明， 

反求计算的 hmax 约为 5944 W/(m 2 ∙K)，采用 Hamasaiid 
模型计算的 hmax 约为 7987 W/(m 2 ∙K)，误差约为 34%， 

而改进后模型计算的 hmax 约为 6228 W/(m 2 ∙K)， 误差约 

为 5%，相对于前者，模型的计算精度大幅提升。 
3) 通过对液体表面张力的背压 P(γ)和曲率半径 r 

的考虑， 液体表面张力 γ对固−液接触界面换热的影响 

被定量的引入到预测模型。与反求计算结果的比较表 

明，考虑了液体表面张力影响的模型计算结果误差约 

为  1%，低于未考虑时的  5%，这说明表面张力对固− 
液界面换热是有一定程度影响的。 

4) 对于给定的铸件和模具， 被捕获空气平均厚度 

最小值 Y0 将对模型计算 hmax 起决定性作用。 
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