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摘要：本文通过数值模拟计算方法研究了溶液入口温度、壁面温度、溶液流速和溶液浓度对 CaCO3

垢在光管内生长的影响。研究结果表明溶液入口温度、壁面温度和溶液浓度越高，污垢热阻越大；

在流速为 0.72～1.26 m/s，雷诺数为 9094～15914 情况下，流速对污垢沉积率影响很小，而流速越

大，污垢剥蚀率越大、污垢热阻越小；污垢热阻随时间增长呈渐进型生长趋势。
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0 引言
工业循环水系统的污垢一般是指溶液中析出的无机盐晶体与溶液中的其他杂质沉

积在换热面上形成的固态或软泥类物质[1]。随着水冷器的运行工作，污垢沉积在换热面

上，由于污垢是热的不良导体，污垢在换热面处的沉积会增大换热面的热阻，减小换热

器内液体流通面积使流体流动阻力增大，严重降低换热器的换热效率造成巨大的能源浪

费[2]。综上所述，污垢广泛存在于换热设备中且危害巨大，因此通过研究实验工况对换

热面上污垢形成的影响来提出抑制污垢生长和消除换热面污垢的方法具有重要的理论

意义和实用价值。

1 物理模型
本文物理模型选用直径 0.007 m，长 0.97 m 的光管，满足尼古拉兹试验[3]紊流要求

的进口段长度为 25~40 倍直径的要求。污垢均匀分布在换热面上且具有各向同性。圆管

局部网格如图 1 所示，其中长轴 a 与短轴 b 之比为 1，即 a/b=1。

图 1 圆管局部网格图
Fig.1 Partial grid view of a round tube

2 污垢模型

2.1 污垢沉积模型

当主体溶液和换热面处存在浓度差时，浓度梯度作为结垢驱动力，此时污垢沉积率

为：
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Bott[4]研究表明污垢沉积还取决于化学反应速率，此时污垢沉积率为：
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由于实验过程的连续性 md´=md"，将公式（1）（2）联立可得：
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化学反应速率[5]：
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CaCO3溶解度拟合曲线公式[6]：

2
ffs 00982.071071.185714.98 TTc  （12）



其中λ为实验溶液热导率，单位是 W/(m·K)；μ为实验溶液粘度，单位是 Pa·s；
D0=1.15×10-9 m2/s，T0=336 K[7]，T 为溶液温度，单位是 K；活化能 E=37143 J/mol；指

数前因子 KR0=7.07 m4/(kg·s)；摩尔气体常数 R=8.314 J/(mol·K)；Tf为污垢层表面温度，

单位是℃[8]；浓度梯度Δc=cf-cs；cf为实验溶液浓度，单位是 mg/L。

2.2 污垢剥蚀模型

Silva[9]在 Yiantsios，bohnet，brahim 研究的基础上提出了污垢剥蚀预测模型，通过

分析污垢层的温度分布来研究热应力对污垢剥蚀的影响且考虑不同 CaCO3 晶体类型对

污垢强度和导热系数等基本性能的影响；总结出污垢热应力、壁面剪切应力、污垢层厚

度、晶体结构和污垢剥蚀率的关系。

污垢剥蚀率：
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Kv为污垢层中的缺陷点数；P 为晶体间黏附力；根据 Krause[8]的测量结果可知：
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ρf 为污垢层的平均密度；xf为污垢层的厚度：
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(1+δ(TW-Tf))表示污垢层中的热应力；αt 为污垢线性膨胀系数；dp 为污垢晶体粒径；

Mf为污垢层质量。联立公式(13)、(14)和(15)可得污垢剥蚀率：
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2.3 污垢热阻模型

污垢在换热面上形成过程中，一方面污垢会不断沉积在换热面上，污垢热阻增大；

另一方面由于污垢的沉积阻碍了流体流动和传热，污垢受壁面剪切力作用和热应力影

响，沉积在换热面上的污垢更易被剥蚀，使污垢热阻减小；污垢净沉积速率是由这两方

面共同决定的，污垢净沉积率为：
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3 结果和讨论

3.1 入口温度的影响

图 2 不同入口温度下 CaCO3污垢沉积率随时间变化关系
Fig.2 Relationship between CaCO3 fouling deposition rate and time at different inlet temperatures

从图 2 可以看出在换热器运行周期相同时入口温度越高，污垢沉积率越大。这是因

为在壁面温度、溶液流速和溶液浓度一定的情况下，溶液入口温度越高，被加热后溶液

温度越高，CaCO3在水中溶解度越小，溶液过饱和度越大，CaCO3 晶体成核速度越快，

CaCO3污垢生长速度越快，污垢沉积率越大。不同入口温度下污垢沉积率均随时间增加

呈递减趋势，这是由于沉积开始后，污垢附着在换热面上且污垢层逐渐变厚，使换热器

换热性能降低，污垢-溶液相界面处温度降低，CaCO3在水中溶解度增大，溶液过饱和

度降低，污垢生长速度减小，污垢沉积率变小[10]。

图 3 不同入口温度下 CaCO3污垢剥蚀率随时间变化关系
Fig.3 Relationship between CaCO3 fouling rate and time at different inlet temperatures

从图 3 可以看出在换热器运行周期相同时入口温度越高，污垢剥蚀率越大。这是因

为沉积刚开始时，换热器上污垢沉积量很少，此时污垢剥蚀率很小，污垢沉积量由污垢

沉积率所控制，而入口温度越高污垢沉积率越大，即在沉积刚开始阶段，相同运行周期

下，溶液入口温度越高，沉积在换热面上的污垢越多污垢层越厚，而污垢层越厚其所受

到的壁面剪切应力和热应力越大，污垢更易受流体冲刷而脱离换热面使污垢剥蚀率变

大。污垢生长达到动态平衡时，入口温度越高，污垢剥蚀率越大。这是因为污垢生长最

终会达到动态平衡，即达到平衡时污垢沉积率和污垢剥蚀率数值相等，而入口温度越高，

达到平衡时污垢沉积率越大，即达到平衡时污垢剥蚀率越大。不同入口温度下污垢剥蚀



率均随时间增加呈递增趋势是因为在污垢沉积和剥蚀过程达到动态平衡前，污垢沉积率

始终大于污垢剥蚀率，即随着时间流逝，沉积在换热面上的污垢越来越多，污垢层逐渐

变厚。一方面，污垢层变厚使流体流通面积减小，在质量流量不变的情况下，溶液实际

流速增大，污垢层所受到的壁面剪切应力增大，污垢层更容易被从换热面上剥离使污垢

剥蚀率增大；另一方面，污垢层变厚使污垢层径向温度梯度变大，污垢层所受热应力增

强，污垢层强度减弱，污垢更容易被剥离换热面使污垢剥蚀率增大。

图 4 不同入口温度下 CaCO3污垢净沉积率随时间变化关系
Fig.4 The relationship between the net deposition rate of CaCO3 fouling and time at different inlet

temperatures

从图 4 可以看出在换热器运行周期相同时入口温度越高，污垢净沉积率越大。这是

因为，虽然 CaCO3污垢沉积率和污垢剥蚀率均随溶液入口温度的升高而升高，但是由入

口温度升高导致的污垢沉积率增长幅度大于污垢剥蚀率增长幅度，即入口温度越高，污

垢净沉积率越大。入口温度由 303 K 升高至 318 K，在 11 h 时，污垢沉积率增长幅度为

1.31×10-7 kg/(m2·s)，污垢剥蚀率增长幅度为 0.42×10-7 kg/(m2·s)；在 111 h 时，污垢沉积

率增长幅度为 1.30×10-7 kg/(m2·s)，污垢剥蚀率增长幅度为 1.27×10-7 kg/(m2·s)；在 211 h
时，污垢沉积率增长幅度为 1.30×10-7 kg/(m2·s)，污垢剥蚀率增长幅度为 1.30×10-7

kg/(m2·s)。不同入口温度下污垢净沉积率均随时间增加而减小，且污垢净沉积率最终趋

于 0。这是因为随着时间增加，污垢剥蚀率逐渐变大，而污垢沉积率随时间增加逐渐变

小，污垢净沉积率为污垢沉积率与污垢剥蚀率之差，即污垢净沉积率随时间增加而减小，

随着时间变长，污垢净沉积率趋于 0。

图 5 不同入口温度下 CaCO3污垢热阻随时间变化关系
Fig.5 Time dependent relationship of CaCO3 fouling thermal resistance at different inlet temperatures



从图 5 可以看出在换热器运行周期相同时入口温度越高，污垢热阻越大。这是因为

入口温度越高，污垢净沉积率越大，相同时间内在换热面上生成的污垢越多，污垢热阻

越大。不同入口温度下污垢热阻均随时间增加呈渐进型增长趋势[11]。这是因为沉积刚开

始污垢净沉积率最大，即单位时间内污垢生成量最大，污垢热阻增长速度较快；随着时

间流逝，污垢净沉积率逐渐变小，单位时间内污垢生成量变小，污垢热阻增长速度逐渐

变慢；最终污垢净沉积率为 0，即污垢沉积与剥蚀达到动态平衡，污垢停止生长。

3.2 壁面温度得影响

图 6 不同壁面温度下 CaCO3污垢沉积率随时间变化关系
Fig.6 Relationship between CaCO3 fouling deposition rate and time under different wall temperatures

从图 6 可以看出在换热器运行周期相同时污垢沉积率随壁面温度的升高而增大。这

是因为一方面在测试管中恒温加热壁面处温度最高，CaCO3首先在恒温壁面处析出，且

壁面温度越高，CaCO3溶液在壁面处的溶解度越低，过饱和度越大，析出量越大，污垢

生长越快，污垢沉积率越大；另一方面壁面温度越高，化学反应速率越快，即壁面处

Ca2+和 CO32-反应生成 CaCO3速度越快，污垢沉积率越大[12]。

图 7 不同壁面温度下 CaCO3污垢剥蚀率随时间变化关系
Fig.7 Relationship between CaCO3 fouling rate and time under different wall temperatures

从图 7 可以看出在换热器运行周期相同时污垢剥蚀率随壁面温度的升高而增大。这

是因为在入口温度、溶液流速和溶液浓度一定的情况下，壁面温度越高，污垢层径向温

度梯度越大，污垢层所受热应力越大，污垢强度降低，污垢更容易液被剥离换热面，即

壁面温度越高污垢剥蚀率越大。



图 8 不同壁面温度下 CaCO3污垢净沉积率随时间变化关系
Fig.8 The relationship between the net deposition rate of CaCO3 fouling and time under different wall

temperatures

从图 8 可以看出在换热器运行周期相同时壁面温度越高，污垢净沉积率越大。这是

因为，虽然 CaCO3污垢沉积率和剥蚀率均随壁面温度的升高而升高，但是由壁面温度升

高导致的污垢沉积率增长幅度大于污垢剥蚀率增长幅度，即壁面温度越高，污垢净沉积

率越大。壁面温度由 328 K 升高至 343 K，在 11 h 时，污垢沉积率增长幅度为 4.41×10-7

kg/(m2·s)，污垢剥蚀率增长幅度为 1.19×10-7 kg/(m2·s)；在 111 h 时，污垢沉积率增长幅

度为 4.36×10-7 kg/(m2·s)，污垢剥蚀率增长幅度为 4.26×10-7 kg/(m2·s)；在 211 h 时，污垢

沉积率幅度为 4.36×10-7 kg/(m2·s)，污垢剥蚀率增长幅度为 4.36×10-7 kg/(m2·s)。

图 9 不同壁面温度下 CaCO3污垢热阻随时间变化关系
Fig.9 The relationship between the thermal resistance of CaCO3 fouling and time at different wall

temperatures

从图 9 可以看出在换热器运行周期相同时壁面温度越高，污垢热阻越大[13]。这是因

为壁面温度越高，污垢净沉积率越大，相同时间内沉积在换热面上的污垢越多，污垢热

阻越大。

3.3 溶液流速得影响

从图 10 可以看出在溶液流速变化范围为 0.72~1.26 m/s，雷诺数变化范围为

9094~15914 时，CaCO3 污垢沉积率变化幅度为 0.06×10-7 kg·m-2·s-1，污垢沉积率变化率

为 0.78%，污垢沉积率几乎不受流速所影响。这是因为在湍流条件下，污垢沉积由化学

反应速率控制，流速变化对污垢沉积的影响非常小[14]。



图 10 不同流速下 CaCO3污垢沉积率随时间变化关系
Fig.10 Relationship between CaCO3 fouling deposition rate and time under different flow rates

图 11 不同流速下 CaCO3污垢剥蚀率随时间变化关系
Fig.11 Relationship between CaCO3 fouling rate and time under different flow rates

从图 11 可以看出污垢生长达到平衡之前，流速越大污垢剥蚀率增长速度越快。这

是因为壁面剪切应力与流速的平方成正比，随着流速的增大，污垢层所受壁面剪切应力

迅速增大，污垢更容易被剥蚀，污垢剥蚀率变大。污垢生长达到平衡状态时，不同流速

下污垢剥蚀率几乎相等。这是因为污垢生长达到平衡时，污垢沉积率与污垢剥蚀率相等，

而达到平衡时不同流速下污垢沉积率几乎相等，即达到平衡时污垢剥蚀率也几乎相等。

图 12 不同流速下 CaCO3 污垢净沉积率随时间变化关系
Fig.12 The relationship between the net deposition rate of CaCO3 fouling and time under different flow rates



从图 12 可以看出溶液流速越小污垢净沉积率越大。这是由于湍流条件下污垢沉积

率受流速影响很小，此时污垢净沉积率主要取决于污垢剥蚀率，污垢剥蚀率越大，污垢

净沉积率越小。在溶液入口温度、壁面温度和溶液浓度一定时，溶液流速越大，污垢剥

蚀率越大，污垢净沉积率越小。

图 13 不同流速下 CaCO3 污垢热阻随时间变化关系
Fig.13 The relationship between the thermal resistance of CaCO3 fouling and time under different flow rates

从图 13 可以看出在换热器运行周期相同时流速越小，污垢热阻越大。这是因为流

速越小，污垢净沉积率越大，单位时间污垢生成量越大，累计在换热面上的污垢生成量

越多，污垢热阻越大。

3.4 溶液浓度得影响

图 14 不同浓度下 CaCO3污垢沉积率随时间变化关系
Fig.14 Relationship between CaCO3 fouling deposition rate and time at different concentrations

从图 14 可以看出 CaCO3 污垢沉积率随浓度的增大而增大。这是因为浓度越大，

CaCO3溶液过饱和度越大，污垢生长速度越快，污垢沉积率越大。且随着浓度的增大污

垢沉积率增长速度变快，这是因为入口温度、壁面温度和入口速度一定时 CaCO3 在换热

面处饱和浓度相同，溶液浓度越高与换热面处溶液饱和浓度的浓度差越大，离子越容易

向换热面处扩散，CaCO3污垢沉积率越大[15]。



图 15 不同浓度下 CaCO3 污垢的剥蚀率随时间变化规律
Fig.15 The variation of CaCO3 fouling rate with time under different concentrations

从图 15 可以看出 CaCO3污垢剥蚀率随浓度的增大呈递增趋势。这是因为一方面浓

度越高，污垢沉积率越大，沉积在换热面上的污垢越多污垢层越厚，使流体流通面积减

小，流速增大，污垢所受壁面剪切应力越大，污垢剥蚀率越大；另一方面，随着污垢层

变厚使污垢层温差增大，污垢所受到的热应力增大，污垢层强度变小容易被剥蚀，污垢

剥蚀率变大。

图 16 不同浓度下 CaCO3 污垢净沉积率随时间变化规律
Fig.16 The variation of CaCO3 fouling net deposition rate with time under different concentrations

从图 16 可以看出在相同运行周期下，溶液中 CaCO3 浓度越高，CaCO3 污垢净沉积

率越大。这是因为 CaCO3污垢沉积率和剥蚀率均随溶液浓度升高而增大，但是由浓度增

长引起的污垢沉积率增长幅度大于污垢剥蚀率增长幅度，即溶液浓度越高，污垢净沉积

率越大。浓度由 225 mg/L 增长至 450 mg/L，在 11 h 时，污垢沉积率增长幅度为 9.05×10-7

kg/(m2·s)，污垢剥蚀率增长幅度为 2.57×10-7 kg/(m2·s)；在 111 h 时，污垢沉积率增长幅

度为 8.97×10-7 kg/(m2·s)，污垢剥蚀率增长幅度为 8.74×10-7 kg/(m2·s)；在 211 h 时，污垢

沉积率增长幅度为 8.97×10-7 kg/(m2·s)，污垢剥蚀率增长幅度为 8.96×10-7 kg/(m2·s)。



图 17 不同浓度下 CaCO3 污垢热阻随时间变化规律
Fig.17 Changes in Thermal Resistance of CaCO3 Fouling with Time at Different Concentrations

从图 17 可以看出 CaCO3污垢热阻随溶液浓度的增大而增大。这是因为污垢净沉积

率随溶液浓度增大而增大，即溶液浓度越大，随时间增加累积在换热面上生成的污垢越

多，污垢层越厚，污垢热阻越大。

4 结论
在壁面温度 328 K，溶液流速为 1.08 m/s，溶液浓度 375 mg/L 时，CaCO3污垢沉积

率、剥蚀率、净沉积率和污垢热阻均随溶液入口温度的升高而增大。

在溶液入口温度 318 K，溶液流速为 1.08 m/s，溶液浓度 375 mg/L 时，CaCO3污垢

沉积率、剥蚀率、净沉积率和污垢热阻均随壁面温度的升高而增大。

在溶液入口温度 318 K，壁面温度 328 K，溶液浓度 375 mg/L 情况下，流速由 0.72
m/s 增大至 1.26 m/s，雷诺数从 9094 增大至 15914 时，CaCO3污垢沉积率变化率为 0.78%，

流速变化对污垢沉积率影响较小；污垢剥蚀率随流速的增大而增大，污垢净沉积率随流

速的增大而减小，污垢热阻随流速的增大而减小。

溶液入口温度 318 K、壁面温度 328 K、溶液速度 1.08 m/s 时，CaCO3污垢沉积率、

剥蚀率、净沉积率和污垢热阻均随溶液浓度的升高而增大。
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摘要：本文在考虑气泡滑移对壁面沸腾热流密度影响的基础上，引入了纳米流体热物性和纳米颗粒沉积对

汽化核心密度和气泡脱离直径的影响，改进了壁面沸腾模型，开展了纳米流体强化下封头 CHF 的数值模拟

研究。计算了不同工况下的 CHF，与实验数据相比偏差不超过±16.9%，验证了本文建立的模型可以合理

计算纳米流体对 CHF 的影响。纳米流体沸腾时表面接触角和壁面粗糙度的改变，对整个流动沸腾时的传热

性能有着重要的影响，也是纳米流体强化 CHF 的关键因素。

关键词：纳米流体、临界热流密度、IVR-ERVC

0 前言
压力容器外部冷却技术（External Reactor Vessel Cooling, ERVC）是实现熔融物堆内滞

留(In-Vessel Retention, IVR)，进而防止堆内放射性物质外泄至外部环境的关键措施。近年来，

随着核电机组的装机容量不断增大，IVR-ERVC 策略面临着安全裕度不足的问题。根据

Theofanous[1]等人定义的压力容器热失效准则：在 IVR ERVC 过程中，只要能够保证压力容

器表面的实际热流密度值不超过此点的临界热流密度（CHF），即可认为 ERVC 能充分冷却

下封头，实现熔融物堆内滞留，从而保证压力容器的完整性。因此如何提升下封头 CHF，
进而提高 IVR-ERVC 策略的安全裕度，成为现阶段反应堆严重事故缓解策略的研究热点之

一。

纳米流体是 Choi[2]首次提出的，它是在基液中添加一定比例的纳米颗粒（通常粒径为

1~100nm）形成的一种新型传热冷却工质。研究表明，纳米流体对 CHF 有一定的提升作用，

其强化 CHF 的作用机理主要从纳米流体热物性和纳米颗粒沉积对壁面的影响等方面分析。

S.J. Kim[4]研究了氧化铝、氧化锆和二氧化硅水基纳米流体的池沸腾特性，结果表明适度的

纳米颗粒浓度（<0.1vol%）可以提高 CHF，并且发现沸腾时加热器表面形成多孔的纳米颗

粒层显著改善了表面润湿性，认为这是纳米流体中 CHF 增强的可能原因。Hyungdae Kim[5]

通过池沸腾和液滴沸腾实验，研究发现 CHF 增强的主要原因是表面上的颗粒沉积而不是分

散在液体中的纳米颗粒。Hu Y[6]研究了热通量和不同质量分数的 GNs 纳米流体对乙二醇水

溶液沸腾传热的影响，结果表明：在质量分数小于 0.02%的低浓度下，CHF 随着纳米颗粒浓

度的增加而迅速增加，而当浓度超过此临界浓度时，纳米流体的 CHF 几乎不变。根据 Kwark
等人[7]的结果，CHF 可以通过在表面涂覆纳米颗粒来增强。在这种情况下，气泡产生时，壁

面附近的纳米流体吸收热量并蒸发基本流体，有助于气泡的生长。由于下封头的特殊性，关

于纳米流体对下封头下朝向加热面强化换热的研究主要机理性的实验。Seong Dae Park[8]研

究了 0.0001vol%的氧化石墨烯纳米流体对下封头 CHF 的影响，试验段的设计根据 1/25 的比

例模拟了 APR-1400 核电站，结果表明：纳米流体的 CHF 与蒸馏水相比提高了 20%， CHF
增强主要是由氧化石墨烯纳米颗粒涂覆在加热表面上引起的。Wang S[9]制备了五种浓度的石

墨烯纳米流体，研究了颗粒浓度对下朝向加热面沸腾传热的影响，测量了加热表面的润湿性

和粗糙度，结果表明：沉积纳米材料后的表面润湿性增强，表面粗糙度降低，并且随着纳米

颗粒质量浓度的增加，CHF 先增加后减少，然后再次增加。



鉴于目前关于纳米流体对下封头下朝向加热面沸腾传热的影响效果和规律的研究较少，

并且受实验条件限制，实验结果通常仅适用于特定工况或特定流体。而采用 CFD 模拟，不

仅经济成本低、机理性强，且仅通过调整参数就可以灵活计算不同工况。Zhang L 等[10]基于

下朝向加热面沸腾过程中存在的气泡滑移现象，对 RPI 壁面沸腾模型进行了改进，与实验

数据对比误差不超过 20%，优于原 RPI 模型。本文工作将在该模型基础上，考虑纳米流体

热物性和纳米颗粒沉积对壁面的影响，开展纳米流体强化下封头 CHF 的数值模拟研究。首

先考虑了纳米流体流动和传热时对壁面产生的影响以及作用机理，建立了适合纳米流体的壁

面沸腾模型。然后以 ULPU-V 为研究对象，基于该二维模型进行数值模拟，并与实验数据

对比，验证改进模型的合理性和有效性。最后对纳米流体在下封头内部的流动和传热过程进

行综合分析。

1 理论模型
1.1 纳米流体热物理性质

下封头 CHF 实验以水作为工质，选用水基纳米流体的密度、比热、黏度和导热系数的

计算公式如式 1-4 所示，其中 nf 代表纳米流体，np 代表纳米颗粒，l 代表基液，φ为纳米颗

粒的体积分数。

密度[11]：

nf l np(1 )      (1)

其中：ρnf 为纳米流体的密度，ρl为基液的密度，ρnp为纳米颗粒的密度。

定压比热容[11]：

p l p np
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其中：Cp,nf 为纳米流体的比热容，Cp,l为基液的比热容，Cp,np 为纳米颗粒的比热容。

黏度[11]：

2
nf l(123 7.3 1)*      (3)

其中：μnf为纳米流体的黏度，μl为基液的黏度。

导热系数[12]：
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其中：λnf 为纳米流体的导热系数，λl为基液的导热系数，λnp 为纳米颗粒的导热系数。

1.2 改进壁面沸腾模型

1.2.1 壁面沸腾模型

针对下朝向加热面的流动沸腾过程，Zhang L[10]基于 RPI 模型提出了改进壁面沸腾模型，

将气泡滑动过程纳入考虑范围。改进的壁面沸腾模型将气泡生长周期分为四个阶段：产生、

生长、滑移及浮升。

w c q e sq q q q q    (5)

其中：qw为壁面的总热通量，qc 为对流热通量，qq 为淬火热通量，qs 为滑移热通量，qe 为蒸

发热通量。

淬火热通量 qq：
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其中：ρs和 Cp,s 分别为固体加热壁的密度和比热容，f 为气泡脱离频率，Nw 为汽化核心密度，

Dd为气泡脱离直径。

对流热通量 qc：

c fc w l sl w sl w( ){[1 ] [ (1 )]}q h T T a N a N f       (7)

其中：asl表示气泡滑移影响面积，τ∗是当瞬态传导的传热系数等于强制对流的传热系数时的

时间，Tw为壁面温度，Tl为首层网格的液体温度。

蒸发热通量 qe：
3
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其中：ρv 是气体的密度，hfg 是气化潜热，Dl 为气泡浮升直径。

滑移热通量 qs：
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其中：ηl为液相的热扩散率，kl为液相的热导率。

1.2.2 汽化核心密度

目前通用的 Lemmert-Chawla[13]提出的汽化核心密度仅取决于流体的壁温和饱和温度，

不能较好的模拟纳米流体的性质。在本文中，采用 Paz 等人[14]提出的模型如下所示：
2
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4.17
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流动速度修正系数 Fv：

0.8 3 1/3
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其中：Re 为雷诺数，Pr 为普朗特数。

过冷度修正系数 Fsub：
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对数无量纲质量密度：
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f(1/Rc)与表面和流体性质有关：
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其中：Sa 是算术平均表面高度，SAR 是表面的实际投影面积比，Sβ是表面的特征平均斜率和

表面相对于垂直轴的平均半角度：
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Rc为临界空腔尺寸，它是空腔成为成核位点的最小尺寸：
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其中：Pf为液体压力，R 为基于分子量的气体常数。

1.2.3 气泡脱离与浮升直径

Phan 等人[15]将液体接触角的影响纳入经典的 Fritz 相关性，建立了新的气泡脱离直径的

关联式：

1/23

d
l v

(2 3cos cos )0.626977
4 ( )

D
g

  
 

  
    

(20)

Li[16]在此基础上考虑了液体温度的影响，修改后的表达式为：
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其中：θ为液体接触角，σ为表面张力，g 为重力加速度，ρl为液相的密度，ρv 为气相的密

度，ΔTsub为液体过冷度。

气泡浮升直径采用 Tolubinski-Kosanchuk 模型[17]，其表达式为：

l w l0.0006exp( ( ) / 45)D T T   (22)

1.2.4 气泡滑移距离

Lindsey Anne Gilman[18]提出了一种预测气泡滑动距离的新方法，认为气泡在滑动过程中

的生长可以分为两部分：蒸发和吸收。首先，气泡生长是滑动时蒸发的原因。其次，气泡吸

收其它气泡生长。

2 2
m+1 m

0.5 0.5
s l sub b sub

1
15(0.015 0.0023Re )(0.04 0.023 )

D D
t Ja Ja




 
(23)

其中，Dm+1 和 Dm是气泡蒸发后和蒸发前的直径，ts是生长时间，ηl是液体的热扩散率，Jasub

是过冷雅各布数，Reb 是气泡雷诺数。

为了考虑吸收的影响，Basu 等人[19]假设表面上的成核位点是均匀分布的，此时，两个

成核位点之间的距离为

w

1s
N

 (24)

滑过成核位置的气泡将与完全生长的局部气泡（直径为 Dd）合并，合并后的气泡直径



为

3 2 2
total sl dD D D  (25)

其中：Dsl是合并之前的原始气泡直径，Dtotal为合并之后的气泡直径

假设气泡滑动距离 s，并在下一个成核位置与气泡合并，直径增加到 DN，那么，从最

后一个位置开始的滑动距离为

N l s bD Dl v   (26)

总滑动距离为

N lmerg D Dl N s l    (27)

其中：Nmerg是该气泡滑动经过的成核位点的数量，也就是合并的气泡数量。

2 数值模拟
2.1 几何模型

本文所采用的几何模型是基于麻省理工学院的 ULPU-V 实验台架[20]建立的，考虑到几

何对称性，为简化计算，二维几何模型如图 1 所示，其中加热面半径为 2000mm，流道间隙

和入口宽度为 152mm，加热角度从 0 到 90°，加热面的材料为 SS316L。

图 1 几何模型

2.2 边界条件

模型的入口设置为速度入口，出口为压力出口，加热壁面为变热流密度，热流密度分布

为：
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在计算某一角度ϕ处的 CHF 时，为保证临界热流密度出现在该角度ϕ，需要将大于该角

度ϕ的热流密度设置为 0，此时壁面的实际热流密度分布为：
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为计算特定角度的临界热流密度，加热壁面采用 q(θ)·a 的形式进行调节，其中 a 为功率

因子。通过逐步增加功率因子 a 的值，使壁面热流密度达到临界状态，那么此时的热流密度

即为 CHF。本文参考 Zhang 等人[10]的结论，认为当含气率达到 0.8 时即为临界状态。

2.3 模拟流程

本文使用 FLUENT 结合 UDF 功能实现了考虑纳米流体的改进壁面沸腾模型，求解流程

如下：

首先从主程序读取壁面温度和近壁面流场信息，之后求解纳米流体的热物理性质及模型

中所需的汽化核心密度、气泡脱离和浮升直径、气泡滑移距离等参数。求解完模型所需的全

部参数后，通过壁面热流密度分布公式获取当地壁面热流，然后通过公式（5）求解各个热

流密度，并与壁面热流进行比较。若误差不符合精度，则重复上述步骤，反之计算结束，返

回主程序。

3 结果与讨论
3.1 网格无关性验证

本文使用了 46000、79000、110000、170000 和 300000 等五种不同数量的网格进行计算，

以分析网格尺寸对结果的影响。以 45°工况为例，当进口流速为 1m/s 时，对加热面上的平

均气相体积分数进行计算，结果如图 2 所示。可以看出，随着网格数量的增加，平均气相体

积分数的变化不大，当网格数超过 110000 时，含气率的变化不超过 2%。因此，综合考虑网

格无关性和计算效率，选择 110000 个网格进行后续计算。

图 2 平均气相体积分数随网格数的变化

3.2 汽化核心密度对比

将本文提出的模型和 Basu[21]提出的模型分别与 Gerardi 等人[22]的汽化核心密度实验数

据进行比较，结果如图 3 所示。



图 3 汽化核心密度各模型与实验数据对比

可以看出，本文使用的汽化核心密度模型的预测结果与实验数据偏差不大，最大误差不

超过 7.80%，而其他三种方法的偏差非常大。这是因为它们都是基于纯水的实验数据的经验

公式，而本文因为考虑了纳米颗粒沉积导致的接触角和壁面粗糙度的影响，更能准确预测纳

米流体的性质。

3.3 气泡脱离直径对比

将本文的气泡脱离直径模型与实验数据进行对比，由图 4 所示，可以看出本文模型与实

验结果相一致，最大误差不超过 9.81%，说明该模型能较好的反映纳米流体的接触角对壁面

沸腾的影响。同时也可以看出，随着接触角的增大，即表面润湿性的减小，气泡脱离直径是

逐渐减小的，这与实验结果也是相符合的。

3.4 流场分析

为了研究以纳米流体为冷却工质时，下封头外壁面与保温层之间形成的环形间隙流场状

态，下面以 45°临界工况为例，计算得到了速度分布云图和含气率分布云图如图 5 和图 6
所示。

由图 5 可以看出，纳米流体从入口流进下封头底部的时候，流速较为平缓，当开始进入

下封头外壁面与保温层间隙时，流速有所增加，并且在靠近热壁面处流速始终保持相对较高。

这是因为刚进入流道时，流道间距变窄，此时流速略有增加。而热壁面附近的含气率较大，

气体在浮力的作用下，运动速度高于液相，在滑动过程中也会引起边界层和壁面附近主流的

扰动，从而导致该处流速相较于主流区域流速较高。图 6 表明在热壁面附近的含气率较大，

气相占比高，而主流附近的含气率基本为 0，仍为过冷液体。

图 4 气泡脱离直径随接触角的变化



图 5 速度分布云图

图 6 含气率分布云图

3.5 CHF 结果对比

将不同浓度、不同进口流速、不同方位角的 Al2O3-H2O 纳米流体的 CHF 模拟结果与实

验数据[20]进行了对比，结果表 1 所示。可以看出，本文模拟结果与实验结果的误差不超过

±16.9%，证明本文模型可信度较好，可以用于纳米流体强化下封头 CHF 的理论计算。

表 1 纳米流体的 CHF 模拟结果与实验结果对比

工质 流速/(m/s) 方位角/°
CHF/(MW/m2)

实验数据 模拟数据 误差/%

0.001vol%

Al2O3-H2O

0.5

45 1.38 1.61 16.9

60 1.69 1.78 5.04

90 1.77 1.93 8.75

1
45 2.53 2.50 -1.04

90 2.75 2.61 -5.09

1.5
45 2.84 2.67 -5.97

90 3.13 2.75 -12.14



0.01vol%

Al2O3-H2O
1 45 2.61 2.50 -4.21

4 结论
本文考虑纳米流体的影响，对壁面沸腾模型中的汽化核心密度和气泡脱离直径等进行了

修正，同时考虑了气泡滑移的影响。将本文考虑纳米流体的汽化核心密度模型和气泡脱离直

径模型与实验数据进行对比，汽化核心密度的偏差不超过 7.80%，气泡脱离直径的偏差不超

过 9.81%，发现在模型中考虑接触角和表面粗糙度等的影响更符合实际，更适合纳米流体的

流动沸腾传热。

将 CHF 模拟结果与实验数据进行对比，最大误差不超过±16.9%，说明本文模型与实验

结果的一致性较好。可以认为，纳米流体沸腾时表面接触角和壁面粗糙度的存在，对整个流

动沸腾时的传热性能有着非常重要的影响，也是改变整个沸腾换热过程的关键因素。

尽管目前相关的实验和数值模拟已经表明了纳米流体的强化换热特性，但是仍面临诸多

挑战。

（1）研究证实，纳米颗粒在加热表面会不可避免的形成沉积，目前应用在反应堆外流

道冷却的纳米流体的体积浓度处于 0.01 至 0.001vol%，浓度非常低，但其对 CHF 的影响效

果不容小觑，而且基本不可能对反应堆外流道引起堵塞。但是考虑到长期性能可靠性和系统

安全性的问题，需要对纳米流体的稳定性和安全性进行综合优化，更快实现工业化应用。

（2）纳米颗粒的尺寸大小、沉积对表面形貌的改变以及表面的亲疏水特性等对换热性

能产生了关键影响，尽管目前的研究尚不深入，但是这也为更高效的纳米流体研发以及换热

表面形貌的设计提供了重要思路。

（3）纳米流体可能会对环境造成一定的潜在危害，因此在使用时也需要考虑其是否会

造成环境成本的增加。
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摘要：本文介绍了基于 Delaunay 三角形网格的稳态可压缩流动 IDEAL 算法的求解流程，并在 MHT 软

件框架中编写了相应的程序模块。借助 MHT 的圆柱轴对称坐标系转换模块，使用 SIMPLE 和 IDEAL

算法对喷管中的二维轴对称跨音速流动进行了求解，通过两个算例对两种算法程序模块的可靠性进行

验证，并对它们的计算效率及健壮性进行比较。总体上，可压缩流动的 IDEAL 算法的健壮性及计算效

率均优于 SIMPLE 算法。

关键词：可压缩流动，IDEAL 算法，Delaunay 网格生成。

0 前言

对喷管中燃气的跨音速流动进行数值求解是 CFD 中的一个挑战性问题。流场是通过

求解 Navier-Stokes（N-S）方程来获得的，求解 N-S 方程的方法可分为基于密度的方法

和基于压力的方法两大类。基于压力的方法解决了基于密度的方法在计算不可压缩问题

和低马赫数流动时的不足，它的一个重要优点是其能够在不进行任何人工处理的情况下

求解流动问题。此外，由于压力梯度对流体流动具有重要的驱动作用，因此在马赫数不

太高（如小于 4）的情况下，基于压力的方法是求解流动问题的首选，此类方法也是目

前大多数商业软件所采用的计算方法[1]。

各领域研究中应用较为广泛的基于压力的方法是SIMPLE算法，它最初是由Patankar
和 Spalding[2]针对不可压缩问题提出的。SIMPLE 算法有两个假设：

（1）分别假设初始速度场和压力场，忽略两者之间的关系，因此初始假定的压力

场和速度场相互间是不协调的；

（2）忽略相邻单元的速度修正值对计算单元的影响，以简化求解过程。

SIMPLE 算法中的两个假设虽然仍可能获得收敛解，但削弱了压力与速度之间的关

联性，导致该算法的收敛速度较慢且健壮性较差。随着工业的发展，数值计算所面临的

待求解问题日益复杂，为了适应实际求解需求，算法的收敛性和健壮性也要不断提高。

Patankar 提出的 SIMPLER 算法[3]根据初始速度场计算初始的压力分布，增强了初始速度

本文得到国家自然科学基金创新群体基金（No.51721004）及西安市科技局基金的资助(20192187

14SYS002CG024)



场和压力场的联系，从而消除了第一个假设。随后 Van Doormaal 和 Raithby 提出的

SIMPLEC 算法[4]可以部分消除第二个假设的影响。为了同时消除这两个假设，Tao 等人

在 2004 年提出了 CLEAR 算法[5]，该算法直接求解压力方程以更新压力，并且在压力方

程的推导过程中充分考虑了相邻单元速度值的影响，从而使计算效率大大提升。Sun 等

人在 2008 年提出了 IDEAL 算法[6]，该算法在推导压力方程时也充分考虑了相邻单元速

度值的影响，并通过引入两次内迭代，保证了速度和压力之间的充分耦合：第一次内迭

代过程旨在使压力分布尽可能接近当前迭代层次的最终压力场；第二次内迭代是为了使

速度场尽可能同时满足动量方程和连续性方程。因此，在求解不可压缩问题时 IDEAL
算法的收敛速度和健壮性优于所有现有的压力校正算法[6,7]。然而，IDEAL 算法的两个内

迭代过程的迭代次数（分别表示为 N1 和 N2）需要通过尝试和对比来确定。

虽然基于压力的算法最初是为求解不可压缩流动设计的，但在数值模拟的发展中，

它们也被扩展到处理可压缩问题[8,9]。当采用基于压力的方法求解可压缩流动时，以压力

作为主要因变量，使得压力修正直接与质量流量的变化相关，从而不需要分开求解由密

度和速度的变化所引起的质量流量的改变量。

此外，在模拟喷管这种几何形状较为复杂的不规则区域中的流动时，非结构化网格

以其对复杂几何区域适应能力较高的优势被广泛应用。SIMPLE 家族已经被推广到非结

构化网格上计算可压缩流动[10,11]，但目前被证明最优的 IDEAL 算法却少见相关工作的实

施，只有 Wang 等人展开了一些研究，并且提出了 N1 和 N2 自动取值的方法[12]。

本文将详细介绍基于非结构化同位网格的稳态可压缩流动 IDEAL 算法的求解流程，

并在 MHT 软件框架的基础上[13,14]编写相应的程序模块。MHT 是由西安数峰信息科技有

限责任公司开发的一款软件框架。借助 MHT 的圆柱轴对称坐标系转换模块，将算法拓

展至应用于喷管内二维轴对称流动的研究，并通过 2 个算例对可压缩 SIMPLE 和 IDEAL
算法的健壮性及计算效率进行对比。本文数值计算所使用的网格均采用 Delaunay 方法通

过 C++自编程生成。

1 Delaunay 网格生成

进行数值计算的第一步是将空间上连续的计算区域划分成互不重叠的有限个子区

域并确定它们的节点，即网格生成。喷管的形状较为复杂，需采用对复杂几何区域适应

能力较高的非结构化网格。本文选用已成为生成三角形网格的主流算法之一的 Delaunay
方法生成三角形网格[15]。采用 C++语言对 Yu 等人[16]提出的二维 Delaunay 三角形网格生

成方法进行编程。实施过程如下：

（1）按逆时针顺序依次给出计算边界上所有节点的坐标及能够包含计算区域的辅

助矩形的四个顶点的坐标；

（2）使用 Bowyer-Watson 算法生成一组初始三角形，其顶点由第一步输入的节点组

成；

（3）去除重心在计算域外的三角形以实现匹配边界；

至此便完成了以给定边界节点为顶点的初始 Delaunay 三角形化。接下来，需要插入

内部节点。

（4）计算现有三角形的无量纲半径，并按照无量纲半径由大到小的顺序对三角形



进行排序，无量纲半径的计算方式详见文献[16]，本文将不再赘述；

（5）按第四步的顺序，依次在三角形外接圆的圆心处生成并插入内部点。

每插入一个内部点后都要重新计算现有三角形的无量纲半径，以保证下一个内部点

在最合适的位置插入。内部点的生成和插入是循环进行的过程，直至插点数等于预设点

数，至此网格生成完毕。若此时无量纲半径的最大值仍大于 1，则需要增加插入的内部

点数并重复上述过程以生成满足条件的网格。

针对本文所研究的喷管[17,18]，按 Delaunay 方法生成的网格的示意图如图 1 和图 2
所示（图中展示了较为稀疏的网格）。

图 1 模型 1 网格示意图 图 2 模型 2 网格示意图

2 可压缩流动的求解方法

2.1 控制方程

由于喷管中的流动一般在几十毫秒内即可达到稳定状态，与喷管的实际工作时间相

比可忽略不计[19]，因此本文的算例均为稳态流动。在圆柱轴对称坐标系中，喷管中的稳

态问题的通用控制方程为：

   r u r v r r rS
z r z z r r

        

                        
(1)

式中： 为通用变量，可以为标量或矢量；  为广义密度，  为广义扩散系数， S  为

广义源项。

求解可压缩流动时还需要补充状态方程：

p RT (2)
2.2 压力修正方程的推导

由于可压缩流动需要考虑密度的变化，压力修正方程与求解不可压缩问题时有所不

同。可压缩问题中的压力修正方程基于连续方程推导而来。若不考虑瞬态项，则离散的

连续方程为：

  f f f
faces

d d 0V A  
 
     ;Ñu u u S (3)

压力、速度和密度都由它们的初始值和修正值组成：
0p p p  (4)
0  u u u (5)
0    (6)

式中：上标 0 表示初始值；上标'表示修正值。

经推导[11]，可得压力修正方程的离散结果为：

   0 0 0 0f
f f f f f f ff

faces faces faces Pf f

0p V p
RT a

 
          

 
  u S u S S (7)



相应的压力修正方程为：

 0 0 0 0

P

1 Vp p
RT a

 
            

   
u u (8)

式（8）中的各项从左到右依次称为压力修正方程的对流项、扩散项及源项。值得指

出，对于不可压缩流动，压力修正方程是一个椭圆型方程；但是对于可压缩流动式（8）
成为双曲型方程[11]。

2.3 可压缩流动 IDEAL 算法

可压缩 IDEAL 算法的详细推导过程可参见文献[20]，这里仅给出一个迭代步的实施

过程：

（1）假定初始的压力场、密度场、速度场及温度场或者由上次外迭代获得；

（2）进行第一次内迭代，改进压力场并更新速度场和密度场，得到本次外迭代的

最终压力场及中间密度场；

（3）求解隐式动量方程，并得到中间速度场，其中动量方程的系数采用本次外迭

代的初始值计算，源项由第一次内迭代获得的参数计算；

（4）进行第二次内迭代，改进速度场使其更好地满足连续性方程，并得到本次外

迭代的最终速度场；

（5）修正单元面处的质量流量；

（6）求解能量方程并得到本次外迭代的最终温度场；

（7）根据状态方程重新计算密度，并采用一阶迎风格式计算单元面上的密度；

进入下一次外迭代，重复上述步骤直到获得收敛解。

3 喷管内二维轴对称可压缩流动的求解

3.1 算例验证

3.1.1 算例 1

第一个算例所采用的模型为 Back 等人实验中的喷管[17]，几何模型如图 3 所示。流

动方向由左向右，平行轴线进入。介质为空气，由于空气没有辐射能力，因此计算时无

需考虑辐射传热。物性参数取总温 840K、总压 0.518MPa 条件下的值。判断收敛的准则

为：动量方程和能量方程的残差值降至 1×10-5。

图 3 算例 1 喷管几何模型

计算后输出轴线上的静压-总压比、马赫数及温度，并与使用 Fluent 计算的结果进行

对比，如图 4（a）-（c）所示，图 4 中横坐标表示该点到入口的垂直距离与喷管总长的

比值，所输出的参数为轴线边界上各单元面中心的值。MHT 的计算结果与 Fluent 计算

结果的最大相对误差如表 1 所示，计算结果较为一致。



（a）静压-总压比 （b）马赫数

（c）温度

图 4 算例 1 轴线处计算结果对比

表 1 MHT 与 Fluent 计算算例 1 时结果的最大相对误差

SIMPLE IDEAL

静压-总压比 7.51% 7.89%

马赫数 2.94% 2.88%

温度 3.53% 3.52%

3.1.2 算例 2

第二个算例所采用的模型为 Cuffel 等人实验中的喷管[18]，几何模型如图 5 所示。流

动方向由左向右，平行轴线进入。介质为空气，物性参数取总温 555K、总压 1.0342MPa
条件下的值。MHT 与 Fluent 计算结果的轴线参数对比如图 6 所示。MHT 的计算结果与

Fluent 计算结果的最大相对误差如表 2 所示，计算结果较为一致。

图 5 算例 2 喷管几何模型



（a）静压-总压比 （b）马赫数

（c）温度

图 6 算例 2 轴线计算结果对比

表 2 MHT 与 Fluent 计算算例 2 时结果的最大相对误差

SIMPLE IDEAL

静压-总压比 4.04% 3.80%

马赫数 2.36% 2.40%

温度 1.50% 1.61%

3.2 可压缩流动 SIMPLE 与 IDEAL 算法的对比

使用 SIMPLE 算法和 IDEAL 算法在不同的亚松弛因子下对算例 1 和算例 2 进行求

解，并将两种算法的迭代次数和计算时间进行比较。两种算法计算不同算例直至残差达

到收敛准则所消耗的时间如图 7 所示。

对于算例 1，SIMPLE 算法在亚松弛因子为 0.1～0.6 时收敛，而 IDEAL 算法的收敛

范围为 0.1～0.7；对于算例 2，SIMPLE 算法在亚松弛因子为 0.1～0.6 时收敛，而 IDEAL
算法的收敛范围为 0.1～0.8，因此在二维轴对称流动中 IDEAL 算法相比于 SIMPLE 算法

具有更好的健壮性。

SIMPLE 算法和 IDEAL 算法的计算效率和迭代次数通过两个比值来评估：

（1）tSIMPLE/tIDEAL：SIMPLE 算法达到预期残差值的计算时间除以 IDEAL 算法达到

预期残差值的计算时间；

（2）iSIMPLE/iIDEAL：在获得第一个比值的计算时间下，SIMPLE 算法的迭代次数除



以 IDEAL 算法的外迭代次数。

计算算例 1 时，在两种算法均能得到收敛解的亚松弛因子下，IDEAL 算法所用的

迭代次数和计算时间均低于 SIMPLE 算法。在动量方程的亚松弛因子为 0.5 时，两种算

法的计算时间相差最大，此时 SIMPLE 算法的计算时间是 IDEAL 算法的 2.63 倍。

计算算例 2 时，使用 IDEAL 算法所用的计算时间在亚松弛因子为 0.1～0.4 时少于

SIMPLE 算法，且两种算法的时间差随亚松弛因子的增大而减小，亚松弛因子为 0.5～0.6
时 IDEAL 算法所用时间超过 SIMPLE 算法。

（a） 算例 1 （b） 算例 2

图 7 使用 SIMPLE 算法和 IDEAL 算法所消耗的时间的比较

表 3 SIMPLE 算法和 IDEAL 算法计算时间与迭代次数的比较

比值 算例 αu=0.1 αu=0.2 αu=0.3 αu=0.4 αu=0.5 αu=0.6

SIMPLE

IDEAL

t
t

算例 1 1.55 1.72 1.92 2.3 2.63 2.35

算例 2 1.37 1.15 1.12 1.02 0.79 0.66

SIMPLE

IDEAL

i
i

算例 1 3.27 3.29 3.75 4.35 5.07 4.43

算例 2 2.78 2.67 2.53 2.11 1.58 1.25

4 结 论

本文在 MHT 软件框架的基础上，基于非结构化网格对喷管内的可压缩流动进行了

求解。介绍了 Delaunay 三角形网格的生成方法以及可压缩流动 SIMPLE 算法和 IDEAL
算法的详细求解过程。通过 2 个喷管内的二维轴对称流动评估了两种算法的计算效率和

健壮性。可以总结出以下两个结论：

（1）IDEAL 算法具有明显的健壮性。在本章所采用的算例中，IDEAL 算法能够获

得收敛解的亚松弛因子范围均大于 SIMPLE 算法。

（2）除算例 2 在亚松弛因子为 0.5 和 0.6 的情况下，IDEAL 算法的计算效率均高于

SIMPLE 算法，两个算例中 IDEAL 算法相比于 SIMPLE 算法的计算效率分别最大提高

62%和 27%。因此总体来说 IDEAL 算法的计算效率高于 SIMPLE 算法。
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考虑蒸发弯月面区域微观传热的热管径向

传热系数研究

丁圣洁，马莎莎，赵长颖，龚帅*

（上海交通大学机械与动力工程学院，上海 200240）

(Tel: 021-34206807， 通讯作者 Email: shuaigong@sjtu.edu.cn)

摘要：汽液界面温度、曲率及蒸发弯月面附近的微观传热机制对热管传热性能的准确预测存在重要影响。

本文采用将蒸发弯月面区域的微观传热与宏观区域传热耦合的方法，对梯形沟槽式铜热管蒸发端的传热进

行了模拟，研究了汽液界面温度、曲率以及蒸发弯月面区域的微观传热对热管蒸发端径向传热系数的影响。

结果表明：蒸发弯月面附近微观区域的汽液界面的曲率和固液分子吸附力(分离压力效应)对界面温度的影

响不可忽略；微观区域的传热传质对宏观区域的表观接触角以及热管壁面内的宏观温度分布存在显著影响；

若假设汽液界面温度 Tiv 等于蒸汽的饱和温度 Tsat，会大幅高估径向传热系数。

关键词：热管，蒸发弯月面，接触线传热模型，微观区域，传热系数。

0 前言
热管结构简单，主要依靠内部工质的蒸发冷凝相变循环进行热量的传递，运行温度通常

在 200 K 到 500 K 之间，工质主要为有机工质或水[1-4]，广泛应用于航空航天和军事技术等

领域[5-8]。其中，沟槽式热管由于易于制造而具有很高的实用价值[9-12]。因此，如何准确预测

径向传热系数十分关键[13-15]。径向传热系数取决于壁面和汽液界面的几何形状以及边界条件

(见图 1(a))。通常假设热管内的蒸汽压 Pv以及热管外部的温度 Tf 在横截面上是恒定的，将

沟槽之间的对称面设置为绝热面，对于沟槽顶部没有发生蒸发的干燥区域，若忽略相比于相

变传热影响较小的蒸汽对流传热，则可以假定该区域是绝热的。q''in 为热管外表面的平均热

流密度，径向换热系数定义为

in
rad

f sat

"q
h

T T



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式中 Tsat为对应于蒸汽压 Pv的饱和温度。

基于二维热传导计算热管径向传热系数的难点在于汽液界面的温度 Tiv 和汽液界面的形

状均不明确。为此，现有研究[16-20]常基于如下的简化假设：1，界面温度 Tiv = Tsat；2，汽液

界面具有恒定的曲率 K，再用一维或二维热传导模型计算径向传热系数。在这些模型中，未

知的接触角θ是可输入的自由参数。Schneider 等人[17]与 Shekriladze 和 Rusishvili[18]都推导了

径向传热系数的关联式。然而，与实验结果相比，他们的关联式的预测结果显著偏高[17]。

Wayner 等人[16, 21]提出的三相接触线区域传热理论表明，在蒸发弯月面附近一个非常小

(~ 1 μm)的“微观区域”(见图 1(a))内，Tiv = Tsat和界面曲率 K 为常数的假设是不成立的。这主

要是由于将微观区域内的液体输送到蒸发表面所必需的横向压力梯度导致该区域的液面曲

率变化非常剧烈，液面的大曲率导致液体的挥发性显著降低，使界面温度升高到 Tsat以上。

为了对微观区域进行进一步准确的模拟，必须考虑蒸发弯月面附近液体分子与固体壁面之间

的吸引力(即分离压力效应)。当液体完全润湿固体壁面时，可将蒸发弯月面区域分为吸附液

基金项目：国家自然科学基金(52376067)；未来能源计划联合科研基金-先进固态热管堆关键分析软件研发
及试验研究；上海交通大学深蓝计划(SL2022MS005)



层区、薄液膜区和本征弯月面区：吸附液层的厚度小于 10 nm，固体壁面对液体的强吸附力

使得液体分子不能蒸发；薄液膜区的厚度为 nm - µm 量级，液膜厚度使得导热热阻和相变热

阻均较小，局部热流密度很高，该区域的界面温度和曲率发生剧烈变化，毛细压力和分离压

力的共同作用使得薄液膜区的液体压力下降，由此产生的横向压力梯度将液体从宏观区域输

送到薄液膜区；本征弯月面区的厚度为µm - mm量级，主要为宏观的导热或对流传热。Wang[22]

等采用接触线模型对微通道中的蒸发弯月面进行研究，结果发现本征弯月面区域热传导量对

于微通道尺寸依赖度很高，而薄膜区域则依赖度较低，且薄膜区域传热量占总传热量的 50%
以上。基于接触线传热模型，可以准确地求解三相接触线附近的微观流动传热特性，如：薄

液膜的厚度、接触角、压力、热流密度、汽液界面温度变化等[23-26] 。Kamotani[27]将 Wayner[21]

的模型应用于铝/氨热管研究，并计算了微观区域的传热量和表观接触角θ。Holm 和 Goplen[28]

则将 Wayner[21]的模型进行了简化，并对铝/氨梯形沟槽热管的径向传热进行了分析。

(a) 梯形沟槽式热管计算单元 (b) 坐标、温度和沟槽尺寸

图 1 梯形沟槽示意图

本文将定量分析Tiv = Tsat和K为常数的简化假设对沟槽式热管径向传热系数预测的影响。

为此，我们通过结合接触线传热模型对微观区域液相的处理与图 1 所示横截面中二维热传导

模型，实现微观区域与宏观区域传热的耦合，从而准确求解热管蒸发端的传热问题。最后，

将该模型应用于铜热管径向传热系数的计算，并将本文的计算结果与简化模型的预测结果进

行比较。

1 计算模型与方法

1.1 微观区域

接触线传热模型最早由 Wayner 等人[16]提出，假设液体的热传导是垂直于槽壁的一维问

题，由于微观区域液膜厚度极小，因此还需要考虑界面蒸发热阻，q''可以写为
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式中，δ为局部液膜厚度(见图 1(b))，由于槽壁温度 Tw取决于通过槽壁的传热量，因此可以

认为其是ξ坐标的函数(见图 1(b))。
液-汽界面蒸汽侧温度 Tiv 与饱和温度 Tsat的关系由式给出

c
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汽相与液相之间的总压差 Pc 可表示为
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第一项描述了汽液界面曲率 K 的影响，第二项为分离压力，该概念最早由 Deryaguin 等

人[29]提出，第三项为蒸汽反冲压力，在低过热度区，蒸汽反冲压力的影响可忽略[30]。A 是色

散常数，曲率 K 与液膜厚度δ的关系式为
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在微观区域采用一维层流边界层的假设近似模拟液体的横向流动。根据质量守恒和动量

守恒方程，蒸发速率可以表示为
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结合式(2)和式(6)可以得到膜厚δ(ξ)的四阶微分方程为
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Tiv 和 Pc 由式(3)-(5)表示为δ的函数，而 Tw (ξ)必须作为宏观区域热传导问题中的输入参

数。

1.2 宏观区域

采用二维热传导方程描述热管壁与槽内液体之间的传热过程：

  0T      (8)

其中λ分别是液相和固相的导热系数，边界条件分别为(图 1(b)):

y = 0 : fT T

x = 0 与 x = w/2 : 0T x  

x0 ≤ x ≤ w/2 : ivT T

0 ≤ x ≤ x0 : / 0T n  

1.3 数值处理

微观区域的汽液界面形状和传热的计算与宏观区域的热传导问题的求解需要的数值方

法不同，由于两个区域的计算都需要另一个区域问题的解作为输入，因此需要将它们放在迭

代过程中求解。

1.3.1 微观区域

对于微观区域来说，必须在薄液膜区与吸附液层连接的地方ξ = 0 处指定δ及其对于ξ的
一阶二阶及三阶导数的初始值。当温度 Tsat和 Tw给定时，ξ = 0 处的 Pc可由式(2)和(3) 中 q''
= 0 的条件推导得出。在ξ = 0 处，将斜率 dδ/dξ设为零，并设置 K 为一个非常小的值(σK ≈ 10-7

Pc)，可通过式(4)计算得出δ的初始值。由于 Pc 对界面温度 Tiv 的影响以及曲率 K 随ξ的变化

在ξ ＜ 0 的区域可以忽略不计，我们只考虑ξ ＞ 0 的区域。数值模拟表明，对于给定的 Tsat

与 Tw，在不同固体物性参数及结构表面参数的情况下，微观区域的汽液界面形状几乎不变。

因此，在一般情况下，我们并不需要对微观区域的气液界面形状进行精确的迭代，仅需要计

算一个微观区域的汽液界面形状，然后用该汽液界面的斜率得到用于宏观区域计算的表观接



触角θ，这样会极大节省工作量。

1.3.2 宏观区域

求解数值求解式(8)中的热传导问题时，在期望的精度内生成合适的网格对于后续计算

的速度与准确性至关重要。在网格生成中主要有两个问题需要考虑：1，微观区域中的网格

尺寸极小；2，两个区域相邻网格的尺寸大小差异不能太大。为了避免发散必须解决这两个

问题，否则会导致节点和网格的数量的增多。在微观区域附近，最小网格尺寸为 0.5 μm，

而宏观区域最小网格尺寸则为 0.1 mm，总网格数目约两万。

宏观区域的汽液界面曲率由给定的毛细压力 Pcap 决定，汽液界面处的边界温度条件 Tiv

由微观区域计算得出。

1.3.3 微观区域与宏观区域的耦合

迭代过程如图 2 所示。在给定的边界条件下，假设微观区域壁面温度为恒定值 Tw,mic，

从微观区域开始计算，得出宏观区域汽液界面形状、接触角θ以及汽液界面温度分布。可计

算得出微观区域传热总量为：

mic mic
"dQ q   (9)

根据表观接触角θ和毛细压力 Pcap 得出沟槽中的汽液界面形状。将微观区域中计算得到

的界面温度 Tiv 和液膜厚度δ代入宏观区域中计算，得到固液界面中固体侧和液体侧不同的热

流密度和温度分布，在不同的恒定壁温 Tw,mic 下重复微观区域和宏观区域的计算，当计算出

的通过壁面传递到微观区域的热量等于 Qmic 时，迭代结束。

将计算得到的微观区域壁面温度 Tw (ξ)代替常数值重新开始迭代过程，当微观区域与宏

观区域的计算结果不再改变时迭代停止。



图 2 径向换热系数的迭代计算方法

2 模型验证
现采用 Schneider[17]提到的铝氨沟槽热管模型进行网格无关化验证，并与文中提到的实验

数据进行参数对比。验证所使用的热管沟槽形状为三角形，沟槽宽度 w、沟槽高度 H、沟槽

顶部宽度 a、沟槽底部宽度 b 分别为 1.0×10-3 m、1.5×10-3 m、0 m 和 0 m，沟槽斜坡角度φ =
45°，固体工质为铝，液体工质为氨。验证结果如表 1 所示。

表 1 网格无关性验证及实验参数对比

hrad [W·cm-2·K-1]
网格数 134970 2.36
网格数 534624 2.32

实验数据 2.54
由表 1 可知，在网格数相差 4 倍左右的条件下计算出的换热系数差距小于 2%，可认为

模拟结果与网格大小无关。模拟数据与实验数据对比换热系数差距小于 10%，可认为模型

在换热系数预测方面具有可信度。



3 结果与讨论
以 Tsat = 373.15 K，Tf = 374.98 K 的铜热管为例进行了研究。计算中采用的铜的密度、

比热容和热导率分别为 8960 kg·m-3、386 J·kg-1·K-1 和 401 W·m-1·K-1。本文模拟计算所使用的

热管沟槽形状为三角形，沟槽宽度 w、沟槽高度 H、沟槽顶部宽度 a、沟槽底部宽度 b 分别

为 1.0×10-3 m、1.5×10-3 m、0 m 和 0 m，沟槽斜坡角度φ = 45°。模拟中采用的工质的物性

参数见表 2。模拟采用的边界条件为沟槽底部温度 Tf = 374.98 K，毛细压力 Pcap = 24.0 N·m-2。

表 2 本文模拟计算所用参数

数值

色散常数 A 1.0×10-21 J
蒸发系数 f 1.00
表面张力σ 0.05891 N·m-1

蒸发潜热 hlv 2251200.0 J·kg-1

液体密度ρl 958.77 kg·m-3

汽相密度ρv 0.5974 kg·m-3

液体热导率λl 0.68 W·m-1·K-1

汽相热导率λv 0.0248 W·m-1·K-1

液体动力粘度ηl 2.79×10-4 N·s·m-2

汽相动力粘度ηv 1.21×10-5 N·s·m-2

液体比热容 cpl 4216.0 J·kg-1·K-1

汽相比热容 cpv 2034.0 J·kg-1·K-1

本文使用的色散常数 A 的值是根据参考资料估计的[31-32]，该值通常在 10-21 J 量级。然

而，数值模拟表明，色散常数对汽液界面形状和热流密度的影响很小。在本文数值模拟中，

采用色散常数 A = 2×10-21 J 代替 A = 1×10-21 J 后，径向换热系数的差别小于 4%。

图 3 给出了液膜厚度δ小于 10-6 m 的区域的数值结果。由图 3 可以看出，汽液界面以几

乎恒定的斜率接近槽壁，该斜率决定了宏观区域的表观接触角θ。在这部分，汽液界面的曲

率与宏观区域的曲率基本相同，热流密度 q''几乎不受液层厚度δ变化的影响，汽液界面温度

Tiv 接近 Tsat。当δ接近 10-8 m 时，Tiv迅速上升到ξ = 0 时的温度 Tw，即 374.4 K，q''则从最大

值 24.8×106 W·m-2 迅速降为 0。

图 3 微观区域液膜厚度、热流密度和界面温度

驱动液体横向流动的汽相与液相之间的总压差 Pc (见式(3))的增加导致汽液界面温度 Tiv



的上升。在 Tiv 开始上升的位置，汽液界面离固体壁面较远，粘附力不足以使得 Pc 上升。当

汽液界面曲率开始急剧增加(Rmin = 1/Kmax ≈ 10-7 m)，导致 Pc 的上升与汽液界面的迅速弯曲并

产生了θ = 59.86°的表观接触角。在接近沟槽壁面的区域，Tiv 上升，分离压力项δ-3 的增大产

生了较高的压力差，此时曲率趋向于零，微观区域慢慢转变为吸附液层。计算表明，在ξ =
0.5×10-6 m 范围内平均热流密度 q''in 为 3.3 W·cm-2。

图 4 是 Tf、Tw和 Tiv 的半对数图。结果表明，Tw在微观区域几乎是恒定的，因此没有必

要考虑 Tw(ξ)在微观区域的确切分布。计算表明，微观区域 Tw,mic 的校正与否对结果几乎没有

影响(见图 2 外环)。

图 4 Tf、Tw 和 Tiv 在无量纲长度坐标下的的半对数图

图 5 显示了蒸发弯月面附近温度的变化。我们对比了 1)考虑接触线区域的微观传热机

理和 2)假设 Tiv = Tsat，K = 常数这两种情况下得到的数值模拟结果。如图 5 (a)所示，对于本

文采用的方法(也即考虑接触线区域的微观传热机理)，通过式(1)计算得到的径向换热系数为

hrad = 4.2 W·cm-2·K-1，此时通过微观区域的传热量约占总传热量的 52%。若将汽液界面温度

Tiv 设置为 Tsat，在相同的 Tf、Tsat及汽液界面几何形状的条件下，模拟得到的 Tw的分布明显

不同，如图 5 (b) 所示。此时，热管壁热流密度较大，达到 q''in = 14.27 W·cm-2，径向传热系

数较高，达到 hrad = 7.8 W·cm-2·K-1，通过微观区域的热量占比为 94%。

(a) 本文采用的方法 (b) 假设 Tiv = Tsat，K = 常数

图 5 给定 Tf和 Tsat 时宏观区域的温度分布

图 6 显示了采用本文模型 (即修正界面温度和考虑接触线区域的微观传热，图 6(a))和假

设界面曲率固定且界面温度为 Tsat (图 6(b))情况下模拟得到的宏观区域的等温线。从数值模

拟结果可以看出，在相同的 Tf下，图 6(a)和图 6(b)中得到的热管壁中的等温线分布有显著区

别，壁面处的热流(可基于壁面底部的温度梯度得到)也有明显差别。因此，尽管 Tiv 与 Tsat



仅在微观区域不同，对整个热管温度分布及径向传热系数的影响是不可忽略的。

(a) 本文所采用的方法 (b) 假设 Tiv = Tsat，K = 常数

图 6 热管壁和液相的等温线(两条等温线的温差:△T = 0.02 K)

表 3 中总结了主要的数值结果。如表所示，简化模型(即不考虑蒸发弯月面附近的微观

传热机理，假设 Tiv = Tsat，K = 常数，对应图 5(b))得到的径向换热系数与 Schneider[17]关系

式相比误差不超过 10%，吻合较好。然而，该简化模型会显著高估径向传热系数，其得到

的径向换热系数(7.8 W·cm-2·K-1)是本文中考虑了蒸发弯月面区域微观传热机理后得到的径

向换热系数(4.2 W·cm-2·K-1)的 1.86 倍。这解释了 Schneider[17]提到的径向换热系数模拟值(假
设 Tiv = Tsat，K = 常数时)与实验值的偏差。另外，用 Shekriladze 和 Rusishvili[18]的关联式计

算得到的径向换热系数值是本文的 1.64 倍，也存在很大误差。这些对比表明，考虑蒸发弯

月面附近的微观传热机理对于准确预测热管的径向换热系数是至关重要的。而现有文献中常

采用的 Tiv = Tsat，K = 常数的假设，可能会给蒸发端径向传热系数的预测带来很大误差。

表 3 主要计算结果与简化模型和经验关联式的比较

Shekriladze and



当前模型

Tiv = T(ξ)

简化模型

Tiv = Tsat

Schneider[17]

Tiv = Tsat

Rusishvili[18]

Tiv = Tsat

Tf − Tsat [K] 1.83 1.83 — —
q''in [W·cm-2] 7.69 14.27 — —
Qmic/Qin [%] 52 94 — —

hrad [W·cm-2·K-1] 4.2 7.8 ~7.1 ~6.9

4 结论
本文采用将蒸发弯月面区域的微观传热与宏观区域传热耦合的方法，对沟槽式铜热管蒸

发端的传热进行了模拟，得到以下结论：

（1）在蒸发弯月面附近的微观区域内，受汽液界面曲率和固液分子吸附力(分离压力效

应)的影响，汽液界面温度会偏离 Tsat。

（2）蒸发弯月面附近微观区域的传热传质对宏观区域的表观接触角以及热管壁面内的

宏观温度分布存在显著影响。

（3）若假设汽液界面温度 Tiv 等于蒸汽的饱和温度 Tsat，会大幅高估热管蒸发端的径向

传热系数。考虑接触线区域的微观传热机理可以显著改善数值模拟结果的精度。
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摘要：大气压低温等离子体射流作为近年来逐渐兴起的低温等离子体发生技术，在许多领域具有重要应用

价值。本文建立了二维轴对称大气压氦气等离子体流体模型，采用流体动力学漂移-扩散模型，研究了微尺

度下等离子体射流的产生机理及动力学特性，探究了氦气射流核心与空气之间的扩散层、电子碰撞电离与

潘宁电离对射流传播及推进结构的影响。研究发现：空气扩散层中电子碰撞电离和潘宁电离形成了射流推

进的环状结构，电离速率达到 1027量级。

关键词：大气压；等离子体射流；动力学特性；数值模拟

0 前言
大气压低温等离子体射流(atmospheric pressure plasma jet, APPJ)是近年来一种新兴的低

温等离子体发生技术，在纳米粒子生成、材料表面改性、等离子体医学等领域得到了广泛的

应用[1-3]。等离子体射流是在气流和电场的作用下使放电产生的等离子体从管口中喷出，在

外界气体环境中向被处理物推进，相比于传统电极板之间产生的等离子体，因其可以在开放

空间产生稳定较长的等离子射流，对于被处理物的尺寸和形状方面具有突出的灵活性，而且

不用限制在狭长的放电空间之中。同时，冷等离子体含有大量自由基、高能电子、亚稳态离

子等基团，能够在室温下与被处理物发生强烈的相互作用，活性氮氧粒子(RONS)被认为是

等离子体射流在这些应用中起作用的关键成分，所以在精细材料（例如人体皮肤）处理时具

有明显的优势。

最近的实验研究加深了对放电中发生的物理过程的一般理解。现在已经确定，在惰性气

体区域内由纳秒脉冲放电产生的冷等离子体射流实际上是一系列快速传播的流光放电，当氦

射流扩散到环境空气中时，这些流光放电与氦射流的轴线平行。射流的短曝光成像显示，一

个发光区域被限制在流光的头部，以非常高的速度(~ 100 km· s−1)移动，导致这些结构通

常被描述为“等离子子弹”。Mericam 等人使用增强型电荷耦合器件(intensified charge coupled
device ICCD)观察到的等离子体子弹径向截面呈中空环状结构[4]。此外，其他实验表明，根

据输入功率的不同，存在三种不同的工作模式:“混沌模式”、“子弹模式”和“连续模式”。

迄今为止，已经做了大量理论和数值模型来理解这些实验现象。Sakiyama 等[5]发现环形发光

区与某些物质(氮离子和亚稳氦原子)的轮廓相似，从而得出 Penning 反应在这种发光区的形

成中起着至关重要的作用。Karakas 等[6]采用 COMSOL 软件求解了层流流体方程与混合气体

对流扩散方程，研究了 He 的摩尔分数与等离子体子弹的运动关系。Boeuf 和 Pitchford[7]以

及 Naidis[8]建立的二维模型成功地模拟了环形发光区，表明子弹中间空心这一结构是由于等

离子体射流周围的空气被卷吸到氦气射流中，电子与空气碰撞电离，辐射出光子，宏观上呈

现出中空的发光结构。Breden 等[9]采用二维流体模型对大气压氦气等离子体射流进行了参

数化研究，发现光致电离仅可以提高射流的传播速度，但其并不是维持射流传播所必须的条

件，而驱动射流传播的关键则是氦原子以及中性分子的电子碰撞电离。由于大气压低温等离

子体射流的传输及其与其他界面间的相互作用涉及多尺度（电子平均自由程-离子平均自由
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程-中性气体平均自由程）、多物理场（流场、电场、化学反应场）、多碰撞（弹性碰撞、激

发、电离、复合）相互耦合的传质过程，因此，建立自洽模型研究冷等离子体射流的传播机

理是十分必要的。

本文建立了二维自洽的氦气等离子体射流流体模型，基于 COMSOL 软件对中性气体稳

态层流中等离子体射流放电瞬态过程进行了数值模拟，探究了射流传播过程中氦气射流核心

与周围空气之间的相互作用、电子碰撞电离、潘宁电离以及部分粒子和活性自由基的空间分

布。

1 物理模型
如图 1 所示，氦气等离子体射流在相对介电常数为 5、内半径为 0.6mm 的介质管中产

生，在管内传播。该过程可简化为二维轴对称问题，计算域为 20mm×8mm单位弧度，针

状电极半径为 0.25mm，氦气以 1.6slm 的流量通过介质管流出进入空气环境。

等离子体由脉宽为 200ns、电压幅值为 2000V 的脉冲正高压驱动，其上升沿和下降沿为

50ns，仅计算一个放电脉冲时间内的射流推进过程。计算模型由中性气体流动模块和等离子

体模块组成，两个模块都是通过 COMSOL Multiphysics 进行求解。由于等离子体在纳秒时

刻产生，相对于气体流动的时间尺度是非常小的，因此我们可以先求中性气体的速度和浓度

分布，获得中性气体流场，将计算结果作为等离子体放电模块的输入参数进行等离子体流体

模块求解。因此在模拟过程中，中性气体动力学模块和等离子体流体模块是独立求解的。

图 1 二维轴对称模型（在实际建模中只绘制一半，即 AEFG 区域）

1.1 中性气体流动模块

根据气体动力学理论，可将射流长度随流速变化分为 3 个模式，即层流、过渡态和湍流。

层流与湍流的区分理论上用雷诺数来判断。雷诺数定义为：

/Re ud 

在本模型中，在管内的气体平均流速为 18m/s，相应的雷诺数 Re=176<2300，所以在离

开介质管时流动是层流，湍流的开始将发生在距出口 50r0，其中 r0 为射流半径[10]。

在层流状态下，中性气体流动（He、O2、N2）由质量连续性方程、动量守恒方程和粒

子连续性方程来描述。

( ) 0  u (1)

( ) [ ( ( ) )Tp F        uu u u (2)



2  0D c c   u (3)
上式中，u 是气流速度矢量，  是气体密度，p 是气压，  是动态粘度，F 是体积力，D 是

扩散系数，c 是气体的摩尔分数。中性气体控制方程计算出摩尔分数，作为等离子体初始粒

子分数参数输入。在模拟中没有考虑等离子体对于中性气体流动的影响。表 1 列出了中性气

体流动模型的边界条件。

表 1 中性气体模型的边界条件

边界 边界条件

AB
AE

EF、FD
BC、CD

入口体积流量 0.75slm；氦气摩尔分数 cHe=1
对称轴 ur=0； / 0c r  

压力出口 p=1atm；开放边界 0D c n
无滑移边界 0u

1.2 等离子体动力学模块

等离子体动力学用漂移-扩散近似下的经典流体模型描述，由于本文所涉及的大气压低

温等离子体射流的气体温度基本接近室温，因而能量方程在这里不予考虑。

等离子体控制方程如下：
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上式中， in ， iΓ ， iR 分别为粒子数密度、粒子数通量和粒子源项； q 是电荷;  和 D 分别

为迁移率系数和扩散系数；E是电场；Φ 为电势；n 是电子能量密度； eT 为电子温度； gT 为

气体温度； E 和 ,inel jR 分别为非弹性碰撞时的能量损失和相应的反应速率； em ，M ， en 分

别为电子质量、离子质量和弹性碰撞频率； r 为介质的相对介电常数； 0 是真空介电常数。

该模块一共考虑了 24 种粒子：e，He，He+，He2+，He*，N2，N2+，N2(VIBν1)，N2(VIB3ν1)，
N2(VIB4ν1)，N2(VIB5ν1)，N2(A)，O2，O2(VIBν1)，O2(VIB3ν1)， O2(VIB4ν1)，O2(A1)，
O2(B1)，O2(EXC)，O，O-，O2+，O2-，O(1D)。表 2 种列出了模型中包含的所有反应。电子

的输运系数和电子碰撞反应的速率系数通过 BOLSIG+求解得出。实际上，APPJ 是由多个放

电脉冲累积形成的稳定放电形式，但是 APPJ 仿真是个非线性计算过程，重复脉冲作用下的

放电计算比较困难，因此在模拟中只计算一个放电脉冲。为了减少计算时间，且光电离不是

流注传播的必要条件，所以在模型中没有考虑光电离，而是采用均匀的背景预电离代替光电

离，且初始电子数密度设置为 1013m-3，表示前一次放电脉冲后的剩余电子。初始电势设置

为 0。空气环境边界 EF、FG 设置为接地。将介质表面 BC、CD 设置为固体表面通量边界，

固体壁上电子、离子和亚稳态粒子流密度及电子能量密度的边界条件如下:
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上式中，下标 e ， i ， m ，  分别表示电子、离子、亚稳态粒子和电子能量。n 为指向表面

的单位法向量， i 为离子撞击到电介质上的二次电子发射系数。由于处于非平衡放电，所以

我们假定离子温度等于气体温度 giT T =300K， bk 是玻尔兹曼常数， s 和 s
 是 E 和 n 的点

积变换函数。
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由介电表面积聚的电荷所产生的场由高斯定律计算:

2 1( ) s  D D n (13)
式中， 1D 和 2D 分别为边界上下的电位移场， s 为介电表面上的累积电荷密度，由边界上的

微分方程可得:

s
i e

d
dt


   J n J n (14)

其中 iJ 和 eJ 分别是壁上的离子流和电子流密度。(1)-(11)式由 COMSOL Multiphysics 求解。

表 2 模型中相关反应

反应表达式 反应系数 能量损失(eV) 参考文献

e+He e+He   (R1) Bolsig 0
*e+He e+He    (R2) Bolsig 19.8

e+He 2e+He    (R3) Bolsig 24.6
*e+He 2e+He    (R4) 16 0.64.661 10 exp( 55460 / )Te Te  4.78 [9]

*
2 2e+He 2e+He    (R5) 18 0.711.268 10 exp( 3945 / )Te Te  3.4 [9]

*2He e+He+He    (R6) 16 0.58.7 10 ( / 300)gT -15.0 [9]
*

2e+He He +He   (R7)  13 0.55.386 10 Te  0 [9]
* *

2He 2He He+He    (R8)  462.0 10 0 [9]

2He 2He He+He    (R9)   43 0.61.4 10 ( / 300)gT  0 [9]
*e+He He    (R10)  19 0.56.76 10 Te  0 [9]

*2e+He e+He    (R11)  50 4.47.8 10 ( / )e gT T  0 [11]
*e+He He He +He   (R12)   47 27.4 10 ( / )e gT T  0 [11]

*
2 22e+He e+He    (R13)  331.2 10 0 [11]

*
2e+He He 2He He    (R14)    393.5 10 0 [11]

*
2 2e+He He He He    (R15)    391.5 10 0 [11]

*
22e+He He He +e   (R16)   322.8 10 0 [11]

2 2e+N e N    (R17)  Bolsig 0
2 2e+N e N (VIBν1)   (R18)  Bolsig 0.2889

2 2e+N e N (VIB3ν1)   (R19)  Bolsig 0.8559



2 2e+N e N (VIB4ν1)   (R20)  Bolsig 1.134
2 2e+N e N (VIB5ν1)   (R21)  Bolsig 1.409

2 2e+N e N (A)   (R22)  Bolsig 6.17

2 2e+N 2e N    (R23)  Bolsig 15.6
2 2e+O e O (VIB3ν1)   (R24)  Bolsig 0.57
2 2e+O e O (VIB4ν1)   (R25)  Bolsig 0.772

2 2e+O e O (A1)   (R26)  Bolsig 0.997
2 2e+O (A1) e O    (R27)  Bolsig -0.997
2 2e+O e O (B1)   (R28)  Bolsig 1.627
2 2e+O (B1) e O    (R29)  Bolsig -1.627

2 2e+O e O (EXC)   (R30)  Bolsig 4.5
2 2e+O (EXC) e O    (R31)  Bolsig -4.5

2e+O O O    (R32)  Bolsig 3.6

2e+O e 2O    (R33)  Bolsig 5.58
2e+O e O O(1D)   (R34)   Bolsig 8.4

2 2e+O 2e O    (R35)  Bolsig 12.06

2 22e+N e+N    (R36)  32 4.57.0 10 ( / )e gT T  0 [11]

22 2e+N N 2N    (R37)   39 4.56.0 10 ( / )e gT T  0 [11]

2 2O +O O O    (R38)    13 0.52.0 10 ( / 300)gT  0 [11]

2 2 2e+2O O O    (R39)  42 0.52.26 10 ( / 300)gT  0 [11]

2 2 2O O 2O    (R40)   13 0.52.0 10 ( / 300)gT  0 [11]

2 2 2O O M 2O +M   (R41)    372.0 10 0 [11]

* +
2 2He +N e+N +He   (R42) 177.0 10 0 [11]

* +
22 2He +N e+N +2He   (R43) 177.0 10 0 [11]

+
22 2He +N N +2He   (R44)  165.0 10 0 [11]

22 2He +O 2He+O    (R45)   131.0 10 0 [11]
* +

2He +O2 e+O +He   (R46) 162.6 10 0 [12]
* +
2 2He +O2 e+O +2He   (R47) 163.6 10 163.6 10 [12]

a. N2(VIBν1)，N2(VIB3ν1)，N2(VIB4ν1)，N2(VIB5ν1)，O2(VIBν1)，O2(VIB3ν1)， O2(VIB4ν1)
分别处理为它们对应的基态粒子 N2、O2。

b.反应速率单位。两体：m3/s。三体：m6/s。
c.有粒子 M 参与的反应表示该反应为三体碰撞反应。

整个模拟区域的大小为 20×8 mm2，全部采用三角形网格，靠近针尖与管内以及管嘴下

游处的网格进行加密处理。为保证网格合理分布，开展网格无关性验证，共构建三种尺寸的

网格，网格尺寸见表 3。
表 3 网格尺寸对比

针尖区域 管内区域 管嘴下游区 未加密区域 网格数量

网格 1 0.012mm 0.028mm 0.03mm 0.2mm 85840

网格 2 0.010mm 0.023mm 0.026mm 0.2mm 117433

网格 3 0.008mm 0.019mm 0.022mm 0.2mm 151219
三种尺寸的网格计算结果见图 2。



图 2 不同尺寸网格的中心轴电势计算结果对比

2 结果与讨论
图 3(a)(b)(c)为中性气体(He、N2、O2)的摩尔分数分布。图 3(d)所示为介质管外氦气等离

子体通道内空气含量的径向空间分布。从图中可以看出，对于等离子体射流，在轴向和径向

上空气的扩散效应都是比较显著的。

(a)氦气摩尔分数 (b)氧气摩尔分数 (c)氮气摩尔分数

(d) z=6mm 和 z=12mm 处的氦气含量的径向分布

图 3 中性气体摩尔分数分布

当高压针状电极施加 2kV 高压脉冲，He 首先在针尖位置发生放电击穿产生等离子体，

并以流注的形式向前传播到环境空气中。如图 4(a)所示的是 90ns 时刻氦气等离子体射流的

电子密度分布，由于介质管的影响，呈现出向介质管中间压缩的径向分布。图 4(b)可以看出

等离子体导电通道与介质管壁表面之间存在较大的粒子密度差，而且在近壁面正离子的数密

度大于电子的数密度，说明在介质管壁表面产生了鞘层。由于电子的迁移率远远大于的离子



迁移率，电子雪崩产生的电子优先到达管壁，靠近管内壁的电子迅速被吸附，内壁上大量沉

积的电子对管内电子产生排斥，阻止它们迁移到管壁附近，因此在管壁和电中性等离子体之

间形成一个带正电的区域。

(a)90ns 等离子体射流的电子密度 (b)z=15mm 电子密度和正离子密度在径向上的分布

图 4 等离子体射流电子和离子密度分布

等离子体射流传播到介质管外继续沿着轴向向前推进，由图 5(a)看出在 120ns 时刻推进

到 z=10mm 的位置，并且电子密度的最大值出现在等离子体导电通道的外层，呈现环状分

布，根据流注理论，外层粒子碰撞电离更加剧烈，电子雪崩的程度比较大。(b)展示了总电

离率在 120ns 时刻的空间分布，总电离率的最大值分布在射流头部，且不在对称轴上，呈现

出等离子体子弹的环状结构，这与实验观察到的现象一致，如图 5(c)所示[13]。图 6 揭示了峰

值电离率（高能电子电离 He、N2、O2之和）出现在以对称轴为基线的径向 0.38mm 左右的

位置，此处的氦气摩尔分数为 0.97，因此混合层中 He、N2、O2 的电离主导流注的发展。

(a)电子密度的空间分布 (b)总电离率的空间分布

图 5 120ns 时刻射流参数的空间分布(a)(b)及实验图像(c)

图 6 120ns 时刻总电离率的径向分布



为了进一步明确等离子体子弹径向环状结构的形成机理，图 7(a)和(b)给出了不同时刻各

种电离反应的电离速率分布图。77ns 时中心轴位置处的电子产生几乎全部来自于电子与氦

气的直接碰撞电离，其他电离几乎为 0。在 r=0.4mm 处，由于空气的扩散作用，此处空气的

含量达到了 3%左右，电子与空气的直接碰撞电离率在此位置最大，超过了电子与氦气的直

接电离。随着放电的不断发展，在 97ns 时刻 r=0.4mm 处电子直接碰撞电离速率以及潘宁电

离速率都增大了几个数量级，此时潘宁电离的速率最大，达到 1.8×1026 m-3·s-1。但其电离

速率小于所有粒子的电子碰撞电离速率之和 2.2×1026 m-3·s-1。所以，电子密度在径向上出

现环形结构是电子和空气分子的碰撞电离与氦激发态原子和空气之间的潘宁电离共同作用

的结果。

(a) 77ns 电离率的径向分布 (b) 97ns 电离率的径向分布

图 7 几种电离率的径向分布

氦气空气混合区域内会发生很多复杂的化学反应，为了揭示射流推进的物理过程，研究

不同正离子的空间密度分布就十分有必要。图 8 中给出了 120ns 时刻各种正离子的空间分布

情况，图中发现不同的正离子径向分布是不同的，中心轴处的 He+通过电荷转移反应迅速转

化为 He2+，所以在中心轴处的氦原子离子密度比较低，而氦分子离子的密度比较高。对于

空气分子离子，N2+和 O2+的径向空间分布相似，而且峰值是比氦离子更高的，峰值达到 1018

量级，是等离子体射流放电中主要的正离子，这与实验光谱测量的结果是一致的。

(a)He+和 He2+的径向分布 (b)N2+和 O2+的径向分布

图 8 120ns 时正离子的径向分布

O 和 O(1D)有较高的化学活性，因此分析了这两种粒子的密度分布，O 和 O(1D)的分布

基本一致，且密度峰值之和达到 8×1018比 N2+的密度峰值更大，这是等离子体射流拥有高化

学活性的主要原因。因此根据 O 和 O(1D)的高密度分布区域可以确定射流处理的最佳区域。



(a)O 密度的空间分布 (b)O(1D)密度的空间分布

图 9 150ns 自由基密度的空间分布

3 结论
本文对大气压氦气等离子体射流进行了数值模拟，研究表明：

（1）在管内由于鞘层的原因导致射流向中心轴压缩，在管外氦射流核心与周围空气之

间的空气扩散层引导流注的传播方向，氦气和空气分子的电子碰撞电离是驱动流注推进的关

键。

（2）空气扩散层中的电子碰撞电离和潘宁电离形成了射流推进的环状结构。潘宁电离

的速率最大，达到 1.8×1026 m-3·s-1。但其电离速率小于所有粒子的电子碰撞电离速率之和

2.2×1026 m-3·s-1。

（3）电化学反应产生高浓度的活性自由基是等离子体射流拥有高化学活性的主要原因。

O 和 O(1D)的分布基本一致，且密度峰值之和达到 8×1018比 N2+的密度峰值更大。
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摘要：跨临界热声波指超临界压力流体在强热扰动作用下，跨越拟临界温度发生的压力波动过程。本

文通过数值计算和分析，对一维跨临界热声波进行了研究。讨论了波动过程中速度场、压力场、温度场、

热流密度、内能和熵等各物理场，对物理规律进行了总结和解释。同时，发展了局部能量效率理论，实

现了跨临界热声波的理论建模，结果表明与数值计算结果符合的很好。 

关键词：热声波、跨临界、超临界流体、局部能量效率理论 

0 前言 

流体在温度或压力变化时会发生膨胀或收缩，称为流体的可压缩性。在流动和传热

问题中可压缩性在某些情况下会产生重要的影响。例如，当封闭空间内的可压缩流体突

然通过容器的刚性壁面加热时，加热壁面附近的流体会具有一个较高的温度和压力，从

而膨胀以降低其压力并激发声波场[1]。由于声波是由热诱导引发的，因此将其称为热声

波。此前的大量研究表明，热声波的传播和反射可以促进传热过程。这种现象发生在可

压缩理想气体中时通常被称作热声对流[2]。Farouk 和 Brown 等通过数值计算研究证实了

热声对流对传热的增强作用[3,4]。 
除了理想气体外，可压缩性在超临界压力流体传热过程中的重要影响被称作活塞效

应[5]，所谓活塞效应指的就是由于热边界层的快速膨胀随后对其余流体进行压缩而导致

温度场的改变，而这种压缩是通过热驱动产生声波而实现的。人们进行了一系列的理论

和实验研究来证明和解释这种新现象，且发现相较于理想气体，在近临界流体中热声波

的产生和反射会带来更好的促进传热效果[6]。Miura 等在 2005 年在1μs时间尺度上捕捉

到了的热声波，他们在超临界 CO2中使用了一个很弱的连续脉冲加热，获得了在声学时

间尺度上的完整的热声波波形变化[7]。 
迄今为止的大多数关于超临界流体尤其是近临界状态下热声效应的理论和实验的

研究，为了使流体的状态保持在临界点或者拟临界线附近，均考虑弱热扰动，壁面温升

较小，热声波也较弱。近几年来也有少数涉及到强热扰动情况下的研究[8]，但对于超临

界压力下，流体对高强度的热扰动的响应，特别是流场行为和能量输运行为等，仍缺乏

足够清晰的认识。 
本文针对强热扰动下跨临界过程中热声波的产生与传播过程进行了数值计算和理

论分析，选取超临界 CO2为研究对象，对不同初始状态施加相同的恒热流，对物理场的

变化规律进行了描述和分析，同时开展了理论分析与建模。 
                                                 

*基金项目：国家自然科学基金项目（52106126） 



1 物理模型与计算方法 

1.1 物理模型和定解条件 

为了探究强热扰动下跨临界热声波动特性，我们选择 CO2作为研究对象。所选取的

物理模型为如图 1 所示的半无界空间。选取长度 L=0.15mm 的计算区域，在所研究的时

间范围内，声波未到达右边界。左边界为无滑移壁面，同时施加恒定热流。 

图 1 物理模型 
本研究选取了共计 4 组具有代表性的流体初始状态进行计算实验，其初始压力分别

是 7.5MPa、8.0MPa、8.5MPa、9.0MPa。各组的初始温度为其拟临界温度低 5K。左边界

热流密度为5 × 106W/m2，加热持续时间为 1μs。在加热结束时，所有实验组中的左边界

的温度升高分别在 10K~12K 之间（具体值见下表第四列），即加热过程边界温度实现了

跨临界。 
表 1 算例设置 

组别 初始压力（MPa） 初始温度（K） 加热结束时左边界温升（K） 
1 7.5 299.8580 10.3994 
2 8.0 302.8235 10.4840 
3 8.5 305.5135 11.1010 
4 9.0 308.1609 12.0036 

1.2 计算方法 

本研究求解的一维可压缩流动控制方程包含连续性方程、动量方程和能量方程，

可写作： 
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其中 t 和 x 分别表示时间和空间坐标，列向量 U 为主变量，列向量 F、G、S 分别表示

对流、扩散和源项的作用，其表达式分别为： 
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其中，ρ 为密度，v 为速度，P 为绝对压力，T 为温度，η 为动力粘度，λ 为导热系数，θ
和 κ 为引入的辅助物性参数，其完整定义为： 
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其中 cv 为定容比热，a 为声速。上述控制方程中的连续性方程和动量方程均为常见的可

压缩流动控制方程。能量方程采用的是以压力为主变量的形式，在前人关于超临界压力

跨临界温差的流动中获得了广泛的应用[9,10]。 
在数值方法方面，本文采用五阶精度的 WENO 格式对对流项进行离散[11]，采用 Lax-

Friedrichs 通量分裂方法将对流通量分裂为两个迎风形式的数值通量。采用六阶精度的中

心差分格式对对流项和粘性项进行离散，时间推进采用三阶精度的 Runge-Kutta 方法[3]。

在物性参数的获取方面，选取密度和压力作为热力学主变量，从 NIST 数据库[12]中导出

物性参数表，而后通过双线性插值的方法在每一时刻、每一位置更新物性。为了保证计

算的精度和稳定性，以 CFL=0.25 作为时间步长的选取准则。 
2 计算结果与分析 

2.1 压力场与速度场的特征 

CO2初始状态为 7.5MPa 实验组是最接近临界压力（7.38MPa）的一组，最具代表性

且特征最明显，因此选取此状态下的计算结果开展讨论。图 2 做出了初始状态为 7.5MPa
情况下加热中、加热结束瞬间和加热结束后（具体时刻分别为𝑡 = 0.5μs、𝑡 = 1μs和𝑡 =

2μs）的压力场和速度场。为了方便起见，在图 2(a)中定义 p=P-Pref，其中 Pref 为初始压

力，即 p 为相对初始压力的变化量。 
从图中观察可知，热声波在空间中的传播体现为右行波。根据右行波的性质，空间

压力场、速度场的分布可以看作是热边界层外缘的压力扰动以声速传播出去后的结果，

因此主流区（边界层以外的区域）内的任意一点压力满足 p(x,t)=pB(t-x/a)，速度满足

v(x,t)=vB(t-x/a)，其中 pB为边界层外缘的压力幅值,vB为边界层外缘的速度。因此，空间波

形从右向左所呈现的规律，其实就是边界层外缘的值随时间变化的规律。 
从图 2(a)可见，观察整个过程可知，在前 1μs 的加热阶段，边界层外缘的压力随

时间不断升高，从 8000Pa 左右逐渐升高至 19000Pa 左右，并且存在一段快速升高的区

域；在 t=1μs 即加热结束的瞬间骤降至约-13000Pa，而后再逐渐恢复至零。 

图 2 (a)初始状态为 7.5MPa 的压力场于不同时刻在空间中分布情况 (b) 初始状态为 7.5MPa 时热声波

速度场于不同时刻在空间中分布情况 

(b)(a)



图 2(b)为速度场的分布情况，可以看到速度场的分布和压力场有着完全一样的规律，

随着加热的进行，速度不断升高，从 0.035m/s 最终升高到 0.08m/s。加热结束后骤降至

约-0.06m/s，再逐渐回复至零。 

图 3 对比了 4 组不同初始状态下（7.5MPa、8.0MPa、8.5MPa 和 9.0MPa）的热声波

传播到 L/2 处时的压力波形，可以观察到，初始状态离临界点越远，压力波的宽度减小。

这是因为热声波是以声速向前传播，而越远离临界点，其声速越小，因此在 1μs 的加热

时间范围内扰动传播的距离越短，造成了宽度越小。 

图 3 四组不同初始状态下热声波传播至 0.75mm 处时压力分布（右图为左图框内区域放大图） 
进一步分析各组压力波波形可知，距临界压力越近，压力波形的空间分布表现出的

非线性也越强。根据 p(x,t)=pB(t-x/a)，反映了边界层外缘压力随时间增长的速度（特别是

快速增长阶段）及加热结束后骤降的幅度均发生了增强。

2.2 温度场和热边界层 

热边界层是研究整个问题的关键，在进行进一步研究前需要先确定每一时刻热边界

层的位置。在对比了温度变化和热流密度分布等多种判断方法后，最终选择通过热流密

度来判定热边界层的位置。我们选取热流密度等于1 × 104W/m2（即热流边界条件的

0.2%）的位置热为边界层的外缘。 
同样以流体初始状态为 7.5MPa 的计算结果为代表，对温度场进行分析。图 4(a)和图

4(b)分别是加热中𝑡 = 0.5μs、加热结束瞬间𝑡 = 1μs和加热结束后𝑡 = 2μs，在0~1 × 
10−3mm范围内的温差和热流密度的分布情况。图中圆圈位置为热边界层的外缘。从图

4 (a)可以观察到，在加热过程中壁温不断升高，热边界层内的温度分布呈现典型的左高

右低。对应地，在图 4(b)中热流密度从左往右逐渐下降，并且在Δ𝑇 = 5K附近发生迅速降

低。在加热结束后，热扩散的作用下热量逐渐从边界层向外传播，壁面温度不断降低。 



图 4 (a)初始状态为 7.5MPa 的边界层内温度不同时刻的空间分布 (b)初始状态为 7.5MPa 的边界层内热

流密度不同时刻的空间分布 

下图 5 (a)为不同初始状态下热边界层厚度随时间的发展情况。可见在相同时刻下随

着初始状态的压力的升高（距离临界压力越远），同一时刻下边界层的厚度在逐渐变小。

热扩散系数𝛼可以反映物体中热扩散的速度，图 5 (b)给出了此四组边界层内的平均热扩

散系数随时间的变化情况，不难发现随着流体初始状态离临界点越远，其边界层内的平

均热扩散系数也越小，所以边界层的扩展速度越慢。 

图 5 (a)不同初始状态下边界层厚度随时间变化(b)不同初始状态下边界层内平均热扩散系数随时间变化 

在图 5(a)中我们发现边界层厚度随时间变化呈现出两个阶段：在加热结束前边界层

的扩张较快，为第一个阶段；而在加热结束后的第二阶段中，边界层的扩张速度较之前

有着明显的减缓。为探究此现象的原因，考虑边界层速度场。从图 6 中可以看出：在加

热结束前温度升高，热膨胀使得边界层内的速度为正，从而促进边界层扩张；而加热结

束后，边界层内速度为负，抵消了部分热扩散的作用，使得边界层的扩张变慢。因此，

热边界层的增长有两种机制，热扩散机制和速度场带来的对流机制，一开始是二者相互

促进的，后来速度场带来的作用会抵消掉一部分热扩散的作用。因此边界层厚度呈现了

上述的两阶段。 

(b)(a)

(b)(a)



图 6 𝑡 = 0.998μs（加热结束前）和𝑡 = 1.004μs（加热结束后）边界层内速度分布，红圈为此时边界

层的边缘位置 

2.3 内能和熵 

热源的加热量传递到了主流中后以内能和动能两种形式储存，取初始状态为内能的

零参考点。我们以边界层为界限，将其分为四个部分，分别是边界层内的动能、边界层

外的动能、边界层内的内能和边界层外的内能。图 7 为初始状态为 7.5MPa 时总加热量

Ein、边界层内的内能变化量𝐸𝑏𝑑和边界层外的内能变化量𝐸𝑏𝑢𝑙𝑘以及它们俩之和𝐸𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙随时

间的变化情况。对比加热总量 Ein和边界层内和边界层外的内能增加总量，可以发现在任

何时刻下两者的数值都近乎一样，因此在所有的计算中，动能部分可以忽略。 
从图 7 中我们还可以看到，在加热结束前，热源的绝大部分热量通过热传导的方式

变成了边界层内流体的内能，小部分热量通过热声波的作用使得边界层外流体的内能升

高。而在加热结束后，边界层内的内能继续升高，而边界层外的内能则出现了降低的情

况，而两者相加所得的总内能变化量则不再变化且等于总加热量（此时加热停止，总加

热量是一个定值）。 

图 7 初始状态为 7.5MPa 时热声波速度场于不同时刻在空间中分布情况 

对于加热结束后边界层外内能下降这一现象，可以用边界层的速度来解释。当边界

层内的速度大于 0 时，则向外膨胀，对边界层外界流体做功；反之速度小于 0 则对应边

界层外（边界层右侧）流体向边界层内做功。从图 6 中可知在加热结束后，边界层内的

速度小于 0，此时边界层外的流体向边界层做功，因此内能不断降低。 
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图 8 反映了 7.5 MPa 中边界层内、外熵相对于参考状态熵的变化量与时间的关系，

取初始状态为比熵的零参考点，其具体表达式分别为： 
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从图中可见，在加热结束前，边界层内的熵值随着加热的进行而不断升高，这部分熵的

来源是传热带来的熵流。而在加热结束后，边界层内的熵不再上升，处于一个定熵的过

程中。对于边界层外的区域，熵变为零，因此可确定热声波的传播过程是一个定熵过程。 

图 8 初始状态为 7.5MPa 时热声波速度场于不同时刻在空间中分布情况 

3 理论分析：局部能量效率理论 

3.1 理论推导 

从能量方程和连续性方程的角度来看，每一时刻传递到边界层外的能量是由两部分

组成的：其一是物质流出所带走的能量；其二是边界层整体对外膨胀做功。取初始状态

为内能的零参考点，因此每单位面积上传递到边界层外的功率的表达式为： 

[( ) ]B Bout BeE P u= + (6) 

其中下标 B 代表边界层边缘处的值，PB 为边缘处的绝对压力。此处由于温度升高很小，

比内能𝑒𝐵的值接近 0，可近似认为(𝜌𝑒)𝐵 ≈ 0。对于边界处处压力𝑃𝐵，根据前文所述，所

产生的热声波的压力幅值最高为 0.019MPa，相对于流体初始状态的数量级（7.5MPa），
其变化小到可以忽略不记，因此将此处的压力做近似处理，认为𝑃𝐵 ≈ 𝑃𝑟𝑒𝑓，这样表达式

化简为： 

f Bout reP uE = (7) 

考虑边界层为研究对象，在其中取长度为d𝑥的微元控制体，单位为 m。微元控制体

由热传导而获得的单位时间的热量积累为： 
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而这个热量的积累会引起温度的持续升高，在假定其为等压过程的情况下，此控制体的

温度的升高速率如下式： 

1
d

d p p

T x
Tx x

xc c x x




 

  
        =  

  
(9) 

温度的升高会带来热膨胀，在将上式乘以定压热膨胀系数𝛽后，可以获得其单位长度的

膨胀速率。而对于微元控制体𝑑𝑥，则其实际膨胀了： 
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将微元控制体的膨胀速度乘上绝对压力，即可代表由膨胀所做的功的功率。再考虑整个

边界层对外做功的总功率，也就是对边界层求积分： 
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事实上，𝑝𝛽/𝜌𝑐𝑝就是每一点的热声能量效率𝜉[13]，即可压缩流体受到热扰动后能量通过

热膨胀作功传递出去的比例，前人曾在小热扰动的活塞效应的研究中导出过𝜉的表达式。

上式的物理含义认为边界层内每一个点都遵循能量效率关系，则总能量就是能量效率乘

以热边界层内的热传导的瞬时热源后再进行空间积分。因此，我们将式(11)称为局部能量

效率理论。 
3.2 局部能量效率理论的验证 

在利用局部能量效率理论推导得到边界点处每一时刻的理论预测速度𝑢𝐵
𝑡ℎ𝑒后，根据

热声波的定熵性质，通过下式(12)中的相关关系得到对应时刻边界层所产生的热声波的

理论压力值。式𝑃𝑟𝑒𝑓为初始状态压力、𝑎为初始状态下声速、𝜌𝑟𝑒𝑓为初始状态参考密度。 
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热声波以声速向前方传播，假设声速不变且始终为各参考状态下对应的声速。将各

个时刻所产生的热声波按照右行波的传播规律在空间上展开，即可得到某一时间点热声

波的理论的空间压力分布情况。图 9 中将 4 组不同初始状态的理论预测结果（𝑝𝑡ℎ𝑒，红

色实线）与数值计算的结果（pcal，蓝色虚线）进行了对比，可以发现理论预测的结果和

数值计算的结果在各个初始条件下都吻合的很好，由此验证了局部能量效率理论的准确

性。 



图 9 𝑡 = 2μs（加热结束瞬间）四组不同初始状态的热声波压力分布的理论预测和计算对比 

4 总结与讨论 

本文通过高精度数值计算和理论分析，对强热扰动下的跨临界热声波动特性进行了

研究。对速度场、压力场、温度场、热流密度、内能和熵等各个物理场的演化过程进行

了分析，揭示了压力和速度的右行波规律，热边界层演化的两阶段特征，以及热声波的

等熵属性，确认了靠近临界压力带来的热声波强度以及波形非线性的增强。通过理论分

析，发展了局部能量效率理论，获得了与数值计算一致的结论，为后续跨临界热声波的

研究提供了理论模型。 
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摘要：本文结合风洞实验和数值模拟，探究太阳辐射引起建筑立面热羽流和水平风耦合作用下，室内

外不同位置空气污染物在不同楼层间的扩散传递和分布特性。研究表明，当 Ri<1.71 时，水平风作用

主导背风侧流动结构，当 Ri ≥1.71 后，热羽流作用逐渐增强且逐渐占据主导。污染物浓度随层高逐渐

降低，但跨楼层扩散的污染程度和影响范围随 Ri 增加先增大后减小，其中污染源位于室内时 Ri=1.71

时扩散风险达最大，而污染源位于背风侧地面 Ri=0.49 时达最大。本研究对于优化建筑通风及预防污

染物的跨楼层扩散传播具有重要的意义。

关键词：污染物扩散；建筑热羽流；风洞实验；数值模拟；跨楼层传播

0 前言
研究表明，除了飞沫和接触传播，新冠肺炎病毒（COVID-19）还可以通过空气中

气溶胶进行长距离扩散传播，这也给病毒防控带来严峻挑战[1]。携带病毒的有毒有害的

气溶胶污染物（粒径一般小于 5μm），可以在空气中长时间悬浮，具有较好的气流跟随

性和扩散迁移特性[2]。在人口密集的高层住宅中，发生病毒气溶胶污染物跨楼层传播的

案例也时有报道；例如，中国香港某高层建筑爆发的跨楼层传播案例，经调查是通过

下水管道在不同楼层之间进行扩散传播[3]。因此，充分掌握高层建筑中气溶胶污染物可

能的跨楼层扩散传播路径，对于防止病毒或其他气溶胶污染物扩散传播和增强居民防

患呼吸道疾病意识具有重要意义。

研究表明，自然通风是实现建筑室内外空气交换的最经济、绿色的通风方式[4]。室

内外压力差及太阳辐射引起的温度差是影响自然通风的主要动力，同时也导致不同楼

层以及室内外之间物质和能量的交换[5]。Liu 等[6]和 Niu 等[3] 通过实验和模拟获得了室

内外温差较大的板状建筑中下部和相邻上部房间示踪气体的质量分数，发现上层房间

的室内污染物浓度比下层房间低 2 个数量级。Cui 等[7]人采用缩尺模型研究了住宅室内

底板加热对室内浮力流动和污染物扩散的影响，发现温差大于 240 K 后，浮力主导室

内流动结构，从而降低室内污染物积累。Li 等[8]人通过数值模拟建筑周围小范围的无

量纲温度分布，探究了单体建筑的墙面与附近空气、地面之间的传热规律。

Santamouris 等[9, 10]人回顾了缓解城市热岛效应的方法，分析了屋顶形状、植被、建筑

尺度对于提升建筑室内通风能力的影响。Mu 等[11]人以 20 层板式高层建筑为数值模拟
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研究对象，发现当向阳侧墙与背阴侧墙的温差为 10K 时，上层房间空气再入比可达

25%。由此可见，风和热力条件是影响气溶胶污染物跨楼层扩散路径的重要因素。

在实际情况下，不同强度、角度太阳辐射作用下产生的不均匀建筑热羽流，耦合

水平来风共同作用，对室内外自然通风、建筑立面流动与扩散特性的影响是异常复杂

的。因而，来自污染楼层以及建筑尾流区室外空气污染物，可能会沿建筑立面重新进

入临近楼层的其他房间[12] ，造成污染物跨楼层扩散传播。然而，相关研究并不全面。

本文拟结合风洞实验和数值模拟，进一步探究热羽流和水平风耦合作用下，高层

建筑背风侧室内外空气污染物在高层建筑垂直方向上不同楼层间的扩散传递和分布特

性。该结果有助于深入理解水平风和太阳辐射引起的热羽流对高层建筑立面气溶胶污

染物扩散路径的影响，并为高层建筑通风设计以及实施有效的预防疾病传播措施提供

参考。

1 实验方法
1.1 物理模型

本研究建筑模型及尺寸如图 1（a）所示，为 12 层的高层建筑。物理模型如图 1
（b）所示，太阳辐射引起建筑背风面及地面升温产生热浮力作用，污染源位于建筑背

风侧低、中、高（1、5、9 层）楼层及背风侧地面位置。数值模型采用缩尺模型，缩尺

比为 1:100。如图 1（c），建筑的每一层有 4 个房间，每一面都有 4 个长宽都为 2 cm 的

敞开式窗，监测点位置如图 1（b）。采用 SF6作为示踪气体模拟室内外空气污染物的排

放，SF6 和空气摩尔体积比为 1:5，以 5.8×10-5m3/s 的速率释放。

（a）原型尺寸 （b）太阳辐射示意图

（c）侧视及俯视图 （d）测点位置侧视图

图 1 实验模型



采用缩尺模型进行风洞实验和模拟研究，需满足以下相似准则[13]：1）几何相似；

2）运动相似；3）边界条件相似 ；4）热力条件相似。为了满足热力条件相似，需要确

保模型和原型理查德森数（Ri）相似，才能实现热浮升力与来流惯性力的作用相似，

如下所示：

�� = ��
��2 = ｇ�� ��−���� �

��
2 (1)

式中 Gr 代表格拉晓夫数；�代表重力加速度（�/�2）；��代表热膨胀系数（1/�）；�代
表空气运动粘度（m2/s）；��是壁面温度（�）；����是实验的环境温度（�）；�为建筑

高度（�）；��为�处参考速度（�/�）。
1.2 数值方法

1.2.1 控制方程

本研究中考虑到辐射墙体的热效应，选用三维 Navier-Stokes 方程来耦合能量及污

染物的组分输运方程，描述室内、外气流、传热和污染物扩散，其中，不可压缩连续

性方程：
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以及组分输运方程：

�(�����)
���

= �
���

���,� + ��
���

���
���

+ �� (5)

式中，�代表密度，kg/m3；��代表速度矢量，m/s； ��代表待解时间平均速度，m/s；
p 代表压力，Pa； �和��分别为分子粘度和湍流粘度，Pa ∙ s；T 代表温度，K； Pr 代表

普朗特数；��代表湍流普朗特数（���= 0.85）； ��代表热源项，W/ m3 ∙ � ；��代表污

染物质量浓度，kg/m3；��,�代表污染物的分子扩散系数，�2/s； ��代表污染源项，

kg/ m3 ∙ � ； ���代表湍流施密特数，���= 0.7[14]。

1.2.2 计算设置

长方体计算区域及尺寸如图 2（a），入口边界采用速度入口，顶部及两个侧面采用

对称边界，出口采用充分发展的自由出流边界。建筑壁面及地面为 wall 壁面边界条件。

太阳辐射引起壁面及地面升温，相关壁面采用恒定温度边界；污染源尺寸为 0.01 m×

0.01m×0.01m，以恒定速率释放污染物。

本文划分了四种（250 万、440 万、650 万、1150 万）不同精度的网格模型分布进行计

算，选取高层建筑监测线 a（如图 1（d））上的不同高度处的无量纲浓度进行对比，如

图 3 可知，650 万与 250 万、440 万下无量纲浓度的偏差较大，与 1150 万的偏差较小，

且随着网格数量的增加，计算结果变化不再明显。在保证计算精确度前提下，同时节



约计算资源，本文采取 650 万网格的数值模型。

（a）计算区域及边界条件 （b）网格划分

图 2 计算区域及网格划分

本文太阳辐射情况和污染源位置如图 1（b），考虑建筑背风侧及背风侧临近地面热

浮升力与建筑背风侧尾流的共同作用，4 种污染源位置及 7 种 Ri 工况，参数如表 1 所

示。

表 1 孤立建筑模型的工况

通风模式 工况 UH (m/s) ReH (℃) Gr Ri

单侧通风

1 4.0 1.36e+05 50 8.79e+08 0.05

2 3.2 1.08e+05 100 1.63e+09 0.14

3 2.0 6.78e+04 150 2.27e+09 0.49

4 1.2 4.07e+04 200 2.83e+09 1.71

5 0.8 2.71e+04 250 3.32e+09 4.51

6 0.6 2.03e+04 300 3.75e+09 9.07

7 0.4 1.36e+04 350 4.14e+09 22.51

1.3 模型验证

用于模型验证的风洞实验模型如图 4 所示，模型缩尺比为 1:30，迎风建筑模型是

尺寸为 60cm ×13.3cm×16.7cm（高×宽×长）的 6 层建筑。聚酰亚胺加热膜（最高可达

300 ℃）安置于建筑迎风侧外墙，用来可模拟太阳辐射引起的壁面升温作用。污染源设

置于建筑第一层室内地面中心，利用SF6定量释放系统以恒定速率（5.8×10-5 m3/s）释

放SF6示踪气体。实验中，先采集监测点处气体样本，再用 DB-600T SF6定量检测仪

（精度±1ppm）测量已采样的时均浓度。为了直观对比数值计算结果与风洞实验测量

结果，定义无量纲浓度 K，其表达式为：

� = �����2

���
（6）

式中 ��为各个监测点测得的污染物浓度；��为污染源处污染物的排放浓度，为 3.5 ×
105ppm；Ｑ为污染物排放速率。



图 3 “网格无关解”验证 图 4 风洞实验及监测点设置

图 5 比较了三种 k-ε湍流模型计算的�� = 0.09 (∆� = 24.5℃)，监测点 A 处不同高

度的无量纲浓度 K 分布，且与风洞实验结果进行了比较。对比可知：RNG k-ε模型对污

染物浓度的模拟结果更为接近风洞实验结果，平均相对偏差小于 8%，符合程度优于其

他两种湍流模型。因此，本文采用 RNG k-ε模型来表 1 中工况的模拟研究。

图 5 模型验证（位置 A 处不同高度 K 分布比较）

2 结果及讨论
2.1 不同 Ri 下建筑室内外无量纲温度< � >分布特性

如图 6，总体来看，第 1 层至第 11 层的室内平均无量纲温度相差不大，但是第 12
层室内平均无量纲温度突然增大到接近两倍的数值。这是因为建筑壁面附近气流受热，

密度降低，在热浮力作用下沿建筑立面向上移动，流经上层建筑窗口时进入室内，最

终在顶楼房间中积聚。根据< � >数值变化，可以分为两个阶段。第 1 个阶段，当

�� < 1.71 时，建筑室内平均无量纲温度< � >数值逐渐增大，维持在 0.2 上下，说明热

羽流的影响在逐步增强。第２个阶段是�� ≥ 1.71 后，平均无量纲温度< � >数值在

0.33 左右，没有随着 Ri 增大而发现明显变化。建筑室内外无量纲温度分布不受 Ri 影响

的原因是，辐射面处于背风位置，风效应较小，导致室内外空气换热速率不高。



采样房间位置 Ri=0.05

Ri=0.14 Ri=0.49

Ri=1.71 Ri=4.51

Ri=9.07 Ri=22.51

图 6 背风工况不同 Ri 下室内平均无量纲温度



2.2 不同 Ri 下建筑室内外流场特性

图 7 为辐射面为背风面时，不同 Ri 下竖直监测面 B 流线图及ｚ方向无量纲速度

（W = w/uH）云图。对比发现，随 Ri 增大，即来流惯性力相对减小，建筑背风面壁面

竖直向上热浮升力作用逐渐增大，对建筑室内、外流线结构的影响可分为 2 个阶段。

第 1 个阶段，当�� < 1.71 时，来流风作用强于热羽流，背风侧上方形成顺时针涡旋，

房间内形成逆时针涡旋，背风墙面附近流线方向向上，但是无量纲速度数值低于 0.02。
第２个阶段是�� ≥ 1.71 时，热羽流对风速场的影响逐渐增强，无量纲速度数值大于

0.02，影响区域主要在紧贴背风墙面且 4 层以上高度。整体来看，随 Ri 增大，背风侧

低风速区域面积逐渐扩大，集中在上部空间，无量纲速度数值越来越大，最高超过

0.45。

Ri=0.05 Ri=0.14

Ri=0.49 Ri=1.71 Ri=4.51

Ri=9.07 Ri=22.51
图 7 背风工况下 z 方向速度云图及流线图



2.3 不同 Ri 下建筑室内外无量纲浓度分布特性

如图 8，在污染源位于第 1 层室内情况下，整体上第 1 层以上楼层的测点位置处室

内无量纲浓度值随楼层高度增加而减少，K≥10 覆盖的区域可以达到第 5 层，即污染物

有向上扩散的趋势，Ri=1.71 时数值最高。在污染源位于第 5 层室内时，整体上有向上

扩散的趋势，不同 Ri 下 6 层及以上无量纲浓度基本高于 5，向下扩散的能力较弱，4 楼

及以下无量纲浓度接近零，向上扩散效应更加明显。在污染源位于第 9 层室内情况下，

不同 Ri 下第 10~12 层无量纲浓度均高于 10，污染物释放后向上扩散效应明显，对下部

楼层几乎无影响。

（a）左视图 （b）污染物位于 1 层

（c）污染物位于 5 层 （d）污染物位于 9 层

图 8 背风工况不同 Ri 下无量纲浓度分布

如图 9，当污染源位于建筑室外距离背风墙面�/3 处时，无量纲浓度分布特征可

以分为两个阶段。当�� < 1.71 时，污染源从建筑室外地面释放，向背风墙面靠近主

要在背风面近地面聚集，首先占据底层室内空间，随后向上层空间扩散，随着楼层增

高污染物浓度逐渐降低，从第 1 层到第 12 层，背风侧室内平均无量纲浓度逐渐从 100



下降到 1。建筑背风侧的热羽流作用效果随着 Ri 提高逐渐增强，污染物垂直方向上的

影响程度也不断扩大。当�� ≥ 1.71，由图 9 可知，��=1.71 时 K=20 覆盖楼层为第 5~8
层，��=4.51 时无量纲浓度均低于 20。随着��增加，建筑背风面污染物浓度减小，影响

范围逐渐向上抬升，直至偏离建筑背风墙面。

Ri=0.05 Ri=0.14

Ri=0.49 Ri=1.71 Ri=4.51

Ri=9.07 Ri=22.51

图 9 污染源位于室外无量纲浓度云图

2.4 空气污染物扩散的风险评价

Riley 等人[15]在 1978 年提出了人体传染性疾病感染概率模型，王建辉[16]在此基础

上提出了被动式感染风险评价模型，但是病毒感染人体并致病的机理较为复杂。本文

将�定义为空气污染物对不同楼层的扩散风险：

� = 1 − ��� −� < � > �� （7）
< � >表示室内平均无量纲浓度；人体单位时间呼吸率�与年龄、活动方式等相关，这

里选择成年人轻微活动时数值为 1.0；本文参考了相关国家标准[17] ，此处选择 N 为 2



次/小时；人体暴露于污染环境的时间�设定为 2 小时。

表 2 污染源位于背风面第 1 层的空气污染物扩散风险

楼层\Ri 0.05 0.14 0.49 1.71 4.51 9.07 22.51

1 100.00% 100.00% 100.00% 100.00% 100.00% 100.00% 100.00%

2 71.61% 74.99% 87.56% 100.00% 100.00% 99.76% 96.50%

3 48.97% 59.59% 76.13% 99.99% 95.56% 93.22% 86.67%

4 37.83% 49.12% 65.44% 97.17% 79.04% 80.92% 74.84%

5 29.03% 40.06% 63.77% 84.21% 68.43% 67.24% 63.88%

6 21.32% 32.08% 52.01% 68.27% 62.04% 53.85% 54.93%

7 14.75% 25.17% 20.51% 55.97% 56.71% 43.93% 47.92%

8 9.77% 19.45% 18.35% 47.74% 51.88% 37.31% 42.47%

9 6.44% 15.01% 15.80% 42.24% 47.89% 32.51% 38.23%

10 4.40% 11.82% 13.97% 38.22% 44.04% 28.77% 35.00%

11 3.24% 9.75% 13.02% 35.39% 39.12% 25.23% 32.64%

12 2.62% 8.62% 10.69% 35.22% 34.40% 21.49% 30.90%

表 3 污染源位于背风面第 5 层的空气污染物扩散风险

楼层\Ri 0.05 0.14 0.49 1.71 4.51 9.07 22.51

1 6.25% 4.60% 3.70% 0.76% 0.23% 0.03% 0.00%

2 7.05% 5.13% 4.12% 0.83% 0.24% 0.04% 0.00%

3 8.88% 6.32% 5.09% 0.91% 0.26% 0.04% 0.00%

4 15.62% 10.34% 8.36% 1.05% 0.28% 0.05% 0.00%

5 100.00% 100.00% 100.00% 100.00% 100.00% 100.00% 100.00%

6 98.73% 99.81% 99.33% 100.00% 100.00% 99.90% 99.22%

7 76.56% 85.14% 78.25% 99.88% 99.93% 98.14% 94.04%

8 56.38% 68.21% 60.02% 97.38% 99.09% 90.89% 85.18%

9 40.08% 56.93% 49.03% 89.48% 96.82% 81.24% 74.06%

10 27.96% 47.88% 40.63% 78.40% 93.26% 72.67% 63.24%

11 20.31% 41.02% 34.45% 68.53% 87.26% 65.10% 56.11%

12 16.27% 37.06% 30.96% 67.97% 78.76% 57.61% 44.76%

表 4 污染源位于背风面第 9 层的空气污染物扩散风险

楼层\Ri 0.05 0.14 0.49 1.71 4.51 9.07 22.51

1 1.40% 0.81% 0.35% 0.31% 0.03% 0.11% 0.00%

2 1.53% 0.85% 0.38% 0.32% 0.03% 0.12% 0.00%

3 1.78% 0.94% 0.45% 0.34% 0.27% 0.12% 0.00%

4 2.23% 1.08% 0.54% 0.35% 0.26% 0.13% 0.00%

5 3.08% 1.31% 0.65% 0.36% 0.26% 0.13% 0.00%

6 4.86% 1.67% 0.80% 0.38% 0.27% 0.13% 0.00%

7 9.04% 2.29% 0.97% 0.40% 0.28% 0.13% 0.00%



8 24.99% 3.82% 1.21% 0.42% 0.29% 0.14% 0.00%

9 100.00% 100.00% 100.00% 100.00% 100.00% 100.00% 100.00%

10 95.77% 100.00% 100.00% 100.00% 100.00% 100.00% 85.72%

11 77.01% 98.26% 100.00% 100.00% 100.00% 100.00% 94.44%

12 66.45% 93.07% 99.98% 100.00% 99.80% 100.00% 99.12%

表 2 给出了辐射面为背风面时，污染源位于第 1 层时，不同 Ri 和不同楼层空气污

染物扩散风险。由表可知，当�� < 1.71 时，第 1 层释放的空气污染物扩散风险主要影

响到临近的第 2 层，第 2 层以上楼层风险较低。当�� ≥ 1.71 后，扩散风险超过 80%的

楼层为第 1~3 层，第 4 层及以上楼层的扩散风险均超过 20%。根据表 3 可知，当污染

源位于第 5 层释放，当�� < 1.71 时，第 5 层以下楼层的空气污染物扩散风险在 10%左

右，第 5 层以上楼层的扩散风险基本超过 20%，超过 80%的高风险区为第 6 层。当

Ri ≥ 1.71 后，第 5 层以下楼层的空气污染物扩散风险基本低于 1%，第 5 层以上的扩

散风险基本超过 50%，超过 80%的高风险区为第 6~9 层。当污染源位于第 9 层，如表

4，不同 Ri 下第 10~12 层空气污染物扩散风险均高于 60%，第 9 层及以下楼层扩散风

险基本低于 1%。

如表 5，当污染源位于建筑室外距离背风墙面�/3 处时，空气污染物扩散风险可

以分为两个阶段。当�� < 1.71 时，空气污染物扩散风险随着楼层增高逐渐递减。当��
=0.05 时，扩散风险超过 60%的楼层为 1~4 层；当�� =0.14 时，扩散风险超过 60%的楼

层为 1~5 层；当�� =0.49 时，扩散风险超过 60%的楼层为 1~7 层。在�� ≥ 1.71 后，扩

散风险整体低于 60%，空气污染物扩散风险在建筑中部较高，向建筑底部和上部逐渐

递减，随着 Ri 增大扩散风险逐渐减小。

表 5 污染源位于背风面室外的空气污染物扩散风险

楼层\Ri 0.05 0.14 0.49 1.71 4.51 9.07 22.51

1 98.95% 99.64% 98.28% 22.75% 25.81% 2.15% 8.84%

2 95.34% 97.68% 97.64% 30.32% 27.87% 2.19% 7.33%

3 86.71% 91.53% 94.94% 41.66% 29.92% 2.46% 5.46%

4 73.80% 80.92% 89.22% 53.34% 32.96% 4.26% 4.35%

5 58.99% 68.15% 81.05% 59.65% 36.02% 7.79% 3.81%

6 44.29% 55.46% 72.28% 61.00% 38.01% 11.77% 3.49%

7 31.35% 44.09% 64.28% 59.41% 38.64% 14.20% 3.44%

8 21.39% 34.62% 57.55% 56.46% 38.18% 15.03% 3.63%

9 14.58% 27.22% 52.11% 53.13% 37.10% 15.07% 3.82%

10 10.29% 21.83% 47.91% 49.85% 35.77% 14.78% 4.03%

11 7.76% 18.26% 44.82% 47.01% 34.42% 14.26% 4.29%

12 6.34% 16.27% 42.54% 46.25% 33.59% 13.49% 4.59%

3 结 论
本文利用风洞实验和数值模拟，综合考虑风效应和太阳辐射产生的热羽流的耦合

作用，研究了不同污染源位置和不同 Ri 下高层建筑立面空气污染物跨楼层扩散分布特



性。可以获得以下结论：

（1）通过对比污染物扩散的可视化实验和数值模拟结果发现：RNG k-ε湍流模型

可以较好地再现不同迎风工况、不同污染源位置下，气体污染物在建筑周边的扩散趋

势。

（2）太阳辐射引起建筑热羽流强弱对建筑背风侧流场结构、室内外物质和热量交

换有重要影响。当 Ri < 1.71 时，太阳辐射产生热浮升力作用可以忽略，建筑背风侧流

场结构和扩散特性主要受水平来流形成的顺时针尾涡主导；当�� ≥ 1.71 后，随 Ri 的增

加，热浮升力作用越来越明显，并逐渐改变且主导建筑背风侧尾流结构，表现为沿背

风侧壁面垂直方向流动和扩散明显增强。

（3）污染源位置耦合不同 Ri 数对污染物垂直方向跨楼层扩散具有重要影响。根

据风险评价结果，污染源位于第 1 层（下部）时，上层的空气污染物扩散风险区为第 2
层至第 4 层；污染源位于第 5 层（中部）时，扩散风险区主要为临近的第 4 层和第 6
层；污染源位于第 9 层（上部）时，第 10 层至第 12 层的风险普通较高；Ri = 1.71 时，

污染物扩散传播影响及范围最大。当污染源位于背风侧地面时，仅在 Ri≥1.71 范围对

第 1 层至第 4 层有超过 70%的风险。
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摘要:本文采用基于密度泛函理论计算，对钙钛矿 B 位掺杂过渡金属元素溶出形成金属纳米颗粒的热力学

方面展开研究。首先，利用理论计算钙钛矿 B 位掺杂过渡金属元素溶出的能量描述符：氧空位形成能、金

属共分离能和空位形成能，对比分析 B 位掺杂金属元素溶出难易的趋势变化。并通过对比溶出形成金属纳

米对燃料气体吸附反应过程中能量变化，初步探究纳米颗粒的促进作用。这项工作对于钙钛矿阳极 B 位掺

杂金属元素溶出的热力学研究具有重要意义。

关键词：钙钛矿阳极，溶出热力学，能量描述符，金属纳米颗粒，固体氧化物燃料电池，B 位掺杂

0 前言：
固体氧化物燃料电池(Solid Oxide Fuel Cell, SOFC)目前被认为是一种很有前景的能量转

换技术，具有高效的转换效率，清洁无污染和燃料广泛的特点[1]。在过去的研究中，SOFC
从电极结构到电极材料得到了充分的发展。传统的金属 Ni 和陶瓷 YSZ 组成的复合电极材料

作为 SOFC 的阳极应用比较广泛，但是实际的使用中依然存在像碳沉积、硫中毒和烧结热应

力失配的问题[2]，电极材料的内部电化学反应活性和物理输运性能受到降低[3]。因此，开发

下一代的电极材料，发现低成本、高性能的电催化剂，提高电化学反应位点及活性反应，是

当前电极材料研究甚至是器件研究的首要任务。由于晶体和电子结构的灵活性，钙钛矿被认

为是作为固体氧化物燃料电极应用中高效电催化剂的替代候选者[4]。然而，大多数钙钛矿本

身表现出的催化活性较弱。目前存在的解决策略，如：掺杂，缺陷，应变和异质结构等[5]，

都可以用来提高电催化剂的活性[6]。为了进一步提高掺杂钙钛矿催化剂的活性，金属溶出工

程被认为是实验操作中比较简单的方法之一。

在高温和还原气氛下，具有催化活性的金属催化剂从氧化物晶格中迁移，并在基体表面

分离或聚集成纳米颗粒[7]，这样的过程叫做溶出。原则上，溶出纳米颗粒的类型、尺寸、分

布状态、形态和化学组成及其与氧化物载体的界面相互作用对于确定催化活性和稳定性至关

重要。到目前为止，各种金属纳米颗粒的溶出已经在各种典型的钙钛矿中实现。众所周知，

钙钛矿 B 位的过渡金属阳离子是负责催化活性和电子转移[8]。Song 等人[9]通过在氢气环境中

还原 LaCo0.8Fe0.2O3-δ，制备出具有金属纳米颗粒的复合材料；在电流密度为 10 mA/cm2时，

其性能优于市售 IrO2催化剂。溶出的金属纳米粒子为 SOC 中的燃料氧化反应以及干重整反

应中的 CH4 转化提供了很好的催化活性位点[10]。因此，有效地促进 B 位掺杂金属的溶出是

提高钙钛矿电极性能的重要手段。

最初的研究认为溶出的热力学驱动归因于金属氧化物被还原成金属单质的吉布斯自由

能变化，并将两者之间建立映射关系，对比∆G 的数值大小判断 B 位产生金属元素在还原时

作为金属溶出的热力学可行性以及相对难易程度[11][12]。∆G 为负值，说明离子能够在相应的

温度下能够被还原成金属单质溶出到载体表面，否则就只能留在氧化物晶格中。在钙钛矿电

极 B 位掺杂元素溶出成金属纳米颗粒过程中，B 位掺杂金属需从钙钛矿体相的晶格向表面

晶格进行扩散迁移。因此，研究人员提出把 B 位掺杂金属在钙钛矿体相和表面之间的能量

差（记作：共分离能）作为溶出过程中的一种驱动力，从而研究钙钛矿电极掺杂不同的过渡
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金属元素，溶出倾向的难易程度[13]。Gao[14]等人通过计算钛酸锶不同表面取向的分离能，均

小于零，说明 Ni 金属元素能够在所有取向的面上形成溶出现象，并且 Ni 元素在 100 面的能

量最低更易于溶出。Sun[15]等人的实验研究中也发现多晶系统中(100)取向表面上溶出形成更

多的金属纳米颗粒。钙钛矿阳极 B 位掺杂过渡金属元素在溶出还原过程中，钙钛矿的结构

会有氧空位的产生。Hamada[16]等人通过密度泛函计算得到钙钛矿 LeFeO3 中掺杂的 B 位元

素的分离能，由于氧空位的存在使得 B 位掺杂金属元素的分离能降低，促使过渡金属元素

向表面扩散迁移。Kwon[17]等人研究了分别掺杂 Co、Ni 和 Fe 元素后层状钙钛矿氧化物中掺

杂元素溶出过程，发现在高温还原过程中氧空位和 B 位金属空位会迅速产生，并且导致 B
位掺杂的过渡金属元素溶出生成金属单质纳米颗粒；并且基于共分离能认为钙钛矿掺杂的 B
位过渡金属钴元素更容易形成单质。Liang[18]等人在研究镧锶钴铁掺杂 Ru 元素对合金溶出

影响的过程中，对比分析了掺杂前后氧空位形成能和金属原子空位形成能的大小对溶出的影

响。因此，基于理论计算对掺杂金属的溶出趋势进行判断是指导钙钛矿材料溶出设计的重要

方法。同时，钙钛矿电极的表面溶出形成金属纳米颗粒，能够对燃料气体吸附反应起到催化

作用，根据萨巴蒂尔原则，催化剂与燃料气体之间的相互作用应该是刚刚好，也就是说，既

不太强也不太弱。密度泛函理论计算可以提供钙钛矿在溶出金属纳米颗粒前后的反应过程中

的本质区别，可以针对燃料气体分子的吸附，氧化以及生成物的解离过程中的能量变化问题

展开相关的理论计算研究，从而探究钙钛溶出金属纳米颗粒对燃料气体上述反应过程中的促

进作用。

图 1 钙钛矿 B 位掺杂过渡金属元素溶出形成金属纳米颗粒示意图

综上所述，首先介绍了钙钛矿 B 位掺杂金属溶出形成纳米颗粒对电极性能的促进，总

结了目前在钙钛矿 B 位掺杂金属溶出热力学研究领域的进展，基于理论计算可以对钙钛矿

掺杂金属元素的溶出特性进行研究。因此，进一步综合探究钙钛矿掺杂过渡金属元素溶出的

热力学变化趋势以及纳米颗粒对燃料气体反应过程的作用，对深入了解钙钛矿掺杂的溶出特

性具有重要作用。本文采用基于密度泛函理论的 Vienna Ab initio Simulation Package(VASP)
计算钛酸锶掺杂常用来溶出过渡金属元素的能量描述符的变化趋势，包括氧空位形成能，共

分离能和金属空位形成能，以及纳米颗粒的存在对于燃料气体在反应过程中的能量学变化，

旨在通过相关能量的变化对比分析掺杂金属溶出的难易程度，以及金属纳米颗粒对固态氧化

物燃料电池的性能提升的影响因素。

1、研究内容：
1.1 溶出计算模型建立

密度泛函理论（Density Functional Theory，DFT）在材料科学方面的计算可以研究材料

的结构，结构参数表面能量、表面吸附能、表面能、表面重建、缺陷形成能等相关参数[19]。

根据前文中对目前钙钛矿 B 位掺杂金属溶出热力学研究的总结，钙钛矿晶格中存在的氧空

位会对 B 位掺杂的过渡金属阳离子溶出生成金属纳米颗粒起到促进作用，同时 B 位掺杂金

属阳离子从钙钛矿晶格体相扩散到表面的共分离能，以及从晶格中脱离出来的金属空位形成

能，都是掺杂金属溶出过程中的关键能量指标。因此，本研究采用氧空位形成能，金属原子

空位形成能和共分离能作为对比掺杂原子在钙钛矿电极中溶出倾向和难易程度的参考标准。

基本的 ABO3型钙钛矿组成上，选用 Sr 作为 A 位宿主原子，Ti 作为 B 位宿主原子。在 B 位



掺杂金属原子的计算上，选取目前常用来产生溶出金属纳米颗粒的元素：Cr、Fe、Co、Ni
和 Ru 作为 B 位的掺杂原子，对上述能量描述符的影响及对溶出的作用展开相关探索研究。

所有的理论计算通过 VASP 软件基于考虑自旋极化的密度泛函理论计算得到。采用

Perdew、Burke 和 Ernzerhof (PBE)参数化的广义梯度近似(GGA)和投影增广波(PAW)方法描

述离子核。平面波基组使用 400 eV 的截断能，布里渊区积分使用 221 的 Gamma 中心 k
型格点。力的收敛区间设定为 0.03 eV/Å，结构优化电子自洽能量的收敛标准设定为小于

1×10−5 eV。

1.2 溶出能量描述符

根据目前在钙钛矿溶出热力学的研究中，氧空位的存在会促进 B 位掺杂的过渡金属阳

离子脱离钙钛矿晶格生成单质。同时氧空位的存在一定程度上影响氧离子的在晶格内部的传

递过程，从而对钙钛矿阳极的性能产生影响[20]。钙钛矿 B 位掺杂的过渡金属原子在溶出形

成金属单质的过程中，涉及到 B 位掺杂金属阳离子从晶格中脱离。本文考虑采用氧空位形

成能，金属原子空位形成能和共分离能作为对比掺杂原子在钙钛矿电极中溶出倾向和难易程

度的参考标准。

氧空位形成能( vac_OE )的计算公式：

vac_O vac O b1E E E   (1)

vacE 、 b1E 分别代表的是钙钛矿结构中存在单位氧空位和没有氧空位时晶胞结构的能量。

O 代表氧在周期性计算域的能量。

B 位掺杂金属与氧空位的共分离能 seg_MeE 计算公式：

seg_Me surface bulkE E E  (2)

surfaceE 和 bulkE 分别代表 B 位掺杂原子在钙钛矿结构的体相和晶格表面的能量，用来对不

掺杂不同元素迁移到晶格表面的难易度。

金属原子空位形成能( vac_OE )的计算公式：

vac_Me vac_Me Me b2E E E E   (3)

vac_M eE 、 b2E 分别代表的是钙钛矿结构中存在单位金属原子空位和没有金属原子空位

时晶胞结构的能量，同时钙钛矿结构中存在氧空位。 MeE 代表单个金属原子的能量。

图 2 钙钛矿溶出能量描述符示意图

1.3 气体反应的理论计算模型

钙钛矿基体材料选取钛酸锶(SiTiO3)，而 B 位掺杂过渡金属元素选取上述能量描述符的

综合评价中表现出易于溶出性质的元素，且需要具有与贵金属相似的电催化性能。探究掺杂

的过渡金属元素溶出后形成的金属纳米颗粒对燃料气体反应过程能量变化的影响。采用

VASP 进行平面波 DFT 计算，以确定钙钛矿氧化物表面溶出的纳米颗粒与燃料气体之间反

应过程中的相关能量变化。



根据研究中 SrTiO3 的晶体结构，建立了 SrTiO3(001)表面，采用了 335 超晶胞，构

建了相应计算的钛酸锶晶体结构。在 SrTiO3 结构中将其中一个 Ti 原子替换成一个掺杂金属

原子，用以来代表 B 位点存在过渡金属元素的掺杂，这样建立了具有 B 位掺杂过渡金属元

素的 STMO 模型，然后在其高度方向上设置真空层，顶部设置为 10 Å，底部设置为 5 Å。

基于密度泛函理论的 VASP 计算在钛酸锶 SrTiO3(001)表面与燃料气体之间反应过程的能量

学变化。同时在 SrTiO3 表面构建了金属原子团簇与其复合的结构模型。利用金属原子团簇

与钙钛矿基体的复合模型，探究钙钛矿溶出形成金属纳米颗粒后对燃料气体在电极上反应过

程的影响。关于 VASP 计算过程中的关键参数均依据前文的设定，在优化过程中，除了最后

两层外，所有的原子都被允许松弛。

根据相关研究，通过在钙钛矿表面搭建溶出的金属纳米团簇，利用密度泛函理论和理论

计算软件 VASP，对固体氧化物燃料电池常用的燃料气体（氢气和一氧化碳）的吸附反应过

程展开计算，探究金属纳米颗粒的溶出对燃料气体在反应过程中的作用。

燃料气体被电极材料吸附的能量变化，可以记作吸附能，为：

ads com1 ele gasE E E E   （4）

adsE 代表燃料气体的吸附能， com1E 代表燃料气体分子与电极材料复合结构的理论计算

能量， eleE 代表电极材料的理论计算能量， gasE 代表燃料气体分子的理论计算能量。

燃料气体分子被氧化后的能量变化可以被记为：

oxi com2 com1E E E  （5）

com1E 代表燃料气体分子与电极材料复合结构的理论计算能量， com2E 代表燃料气体分子

的生成物与电极材料复合结构的理论计算能量。

燃料气体生成物脱离电极材料的能量变化，可以记作解吸能，为：

des ele pro com2E E E E   （6）

desE 代表燃料气体反应生成物的解吸能， com2E 代表燃料气体分子的生成物与电极材料

复合结构的理论计算能量， eleE 代表电极材料的理论计算能量， proE 代表燃料气体分子反应

生成物的理论计算能量。

2、结果与讨论
2.1 溶出的能量描述符

钙钛矿电极中 B 位掺杂金属元素溶出形成金属纳米颗粒，对电极的性能起着至关重要

的作用，并且 B 位的过渡金属阳离子负责催化活性和电子转移。氧空位的存在有利于电极

材料中氧离子的扩散，同时缺陷的存在也促进其他离子的输运与传递。B 位掺杂的过渡金属

原子会在氧原子的促进作用下共同从钙钛矿体相分离到表面结构，这个过程的能量叫做共分

离能，作为钙钛矿 B 位掺杂金属元素溶出形成金属纳米颗粒的前提。钙钛矿 B 位掺杂金属

原子扩散到结构的表面后，脱离钙钛矿结构的金属空位形成能是溶出过程中重要能量指标。

上述三个能量描述符，从不同的角度表现着 B 位掺杂过渡金属元素溶出的难易程度和趋势

变化。

图 3 中描述的是钙钛矿 B 位掺杂不同金属元素时，氧空位形成能的变化趋势。基本上

可以看到，掺杂的第四周期的过渡金属原子，其氧空位形成能随着原子序数的增大而降低，

而第五周期的 Ru 元素的氧空位形成能则相对较大，不利于在钙钛矿结构中形成氧空位。金

属空位分离能代表着掺杂的过渡金属原子从钙钛矿体相扩散到表面的难易程度，图 4 中计算



得到的共分离能表明，Fe 和 Co 易于扩散到钙钛矿的表面，Cr 和 Ni 相对次之，而 Ru 元素

表现出较难从钙钛矿体相中扩散到钙钛矿结构的表面。根据理论计算，B 位掺杂金属元素的

金属空位形成能基本上随着原子序数的增大而降低，能量越低则表明越易形成金属空位缺陷

进而形成金属纳米颗粒。

(a) (b)

(c)
图 3 钙钛矿（钛酸锶 SrTiO3）B 位掺杂不同过渡金属元素时，

(a)氧空位形成能，(b)金属共分离能, (c)金属空位形成能

总得看来，钙钛矿 B 位掺杂过渡金属原子从钙钛矿体相扩散到表面，形成金属空位的

过程，综合考虑金属共分离能和空位形成能，其总能量基本上随着原子序数的增大而降低。

但是对于实际过程中钙钛矿 B 位掺杂过渡金属元素，氧空位形成能依然是溶出过程中能量

考虑的关键。相较之下，选取的 B 位掺杂过渡金属元素中，金属 Ni 表现出较低的溶出能量，

易于从钙钛矿结构中溶出，形成金属纳米颗粒。

图 4 钙钛矿（钛酸锶 SrTiO3）B 位掺杂不同过渡金属元素时，金属原子溶出过程总能量



2.2 气体反应的理论计算

作为电池阳极的钙钛矿基材料预先在外部经历高温还原过程后，B 位掺杂的过渡金属元

素在钙钛矿电极的表面溶出形成金属纳米颗粒，从而提高对燃料气体的催化作用。在钙钛矿

结构表面构建溶出金属团簇，基于密度泛函理论和 VASP 计算，通过理论计算对固体氧化物

燃料电池常用的燃料气体（氢气和一氧化碳）的吸附，氧化和解吸过程展开计算，探究掺杂

金属元素的溶出对燃料气体在反应过程中的作用。

2.2.1 氢气理论计算

氢气是 SOFC 阳极常采用的燃料气体种类，是清洁型燃料，反应生成的产物对环境无污

染。因此，首先考虑计算钙钛矿表面有无金属纳米颗粒时，氢气在其表面的吸附，氧化和生

成物解吸过程中的能量变化。根据构建的具有 B 位掺杂过渡金属元素的钛酸锶晶体和表面

具有 Ni 团簇的钛酸锶复合晶体结构，展开理论计算。

氢气分子的氧化和晶格氧的迁移是需要考虑的关键问题，氢气分子的活化过程主要包括

以下三个步骤：氢气的吸附，氧化和水分子的解吸过程。如图 5 和 6 分别描述的是钙钛矿仅

有掺杂金属元素(STNO)结构和具有 Ni 团簇的复合结构，电极材料对燃料气体的吸附反应过

程中能量变化的计算数值。在掺杂的 STNO 表面的 Ni 位点上，电极材料对氢气分子的吸附

能为−0.86 eV；相较之下，钙钛矿 STO 具有溶出金属纳米颗粒 Ni 团簇的复合结构，对氢气

分子的吸附能为−2.21 eV。因此，后者对氢气的吸附作用更强。进而通过带有电子转移的氧

化反应，吸附后的氢分子被氧化为水分子。对生成物的解吸过程，仅有 Ni 元素掺杂的 STNO
中吸附状态的 H2O 解吸能为 0.14 eV，具有 Ni 团簇的钙钛矿复合结构的解吸能为 0.17 eV，

整体上相差不大。

图 5 钛酸锶 B 位掺杂 Ni 元素，氢气反应过程能量变化的理论计算

图 6 钛酸锶表面存在 Ni 金属团簇，氢气反应过程能量变化的理论计算

如台阶图 7 所示，钛酸锶中仅掺杂过渡金属 Ni 元素与具有 Ni 团簇的钛酸锶复合结构相

比较，具有 Ni 团簇的复合结构对氢气分子的吸附能大大增强，而两者对水分子的解吸能却

相差的较小。整体上来看，后者所代表的具有金属纳米颗粒存在的钙钛矿电极，更易于吸附

氢气进而促进后续的反应，从而能够有潜力对燃料氢气反应过程表现出有效的催化作用。同

时，图 8 中 a 和 b 分别展示了钙钛矿 B 位掺杂过渡金属元素结构和具有 Ni 团簇的钙钛矿复

合结构吸附氢气分子时的二维电荷密度差分示意图，黄色代表电荷增加，绿色代表电荷减少，



金属团簇的存在提供了更多的可转移的电子，有利于氢气分子与基体结构之间形成强的吸附

作用。

图 7 钛酸锶 B 位掺杂过渡金属有无金属团簇，氢气反应的能量台阶图

(a) (b)

图 8 钛酸锶 B 位掺杂过渡金属有(a)无(b)金属团簇吸附氢气的差分电荷图

2.2.2 一氧化碳理论计算

一氧化碳作为化工产业生产过程中的副产品，从来源角度来讲，比清洁燃料氢气更容易

得到，并且制备的成本也相对较低,并且是研究碳氢燃料通性问题时的首选。因此，首先考

虑通过理论计算在钙钛矿材料基体表面无金属纳米颗粒和有金属纳米颗粒时，一氧化碳在其

表面的吸附，氧化和生成物解吸过程中的能量变化，相关能量计算结果如图 9 和 10 所示。

图 9 描述的钙钛矿仅有掺杂金属元素(STNO)，电极材料对燃料气体的吸附反应过程中

能量变化的计算数值，而图 10 描述的是钙钛矿基体表面具有 Ni 团簇的复合结构下，即有金

属纳米颗粒存在时，电极材料对燃料气体一氧化碳的吸附反应过程在能量变化。在掺杂的

STNO)表面的 Ni 位点上，对一氧化碳分子的吸附能为−0.77 eV；而具有溶出金属纳米颗粒

Ni 团簇的复合结构，对一氧化碳分子的吸附能为−2.09 eV。金属纳米颗粒的存在同样对一氧

化碳的吸附作用能够得到一定程度的增强。仅有 Ni 元素掺杂的 STNO 中吸附状态的二氧化

碳解吸能为-0.11 eV，具有金属 Ni 团簇的钙钛矿复合结构的解吸能为 0.76 eV，吸附能相差

相对较小。

图 9 钛酸锶 B 位掺杂 Ni 元素，一氧化碳反应过程能量变化的理论计算



图 10 钛酸锶表面存在 Ni 金属团簇，一氧化碳反应过程能量变化的理论计算

根据理论计算的能量台阶图 11 来看，钛酸锶结构中仅掺杂过渡金属 Ni 元素与具有 Ni
团簇的钛酸锶复合结构相比较，具有 Ni 团簇的复合结构对燃料气体一氧化碳分子的吸附能

大大减低，而两者对水分子的解吸能却相差较小。因此从整体上来看，表面具有金属纳米颗

粒的钙钛矿电极，在初期对燃料气体一氧化碳分子的吸附过程中吸附能相对较大，能够吸附

更多比例的一氧化碳参与反应，相比于无溶出金属纳米颗粒的钙钛矿电极材料更容易吸附一

氧化碳，从而能够表现出对一氧化碳气体反应过程更好的催化作用。同时，图 12 中 a 和 b
分别展示了钙钛矿 B 位掺杂过渡金属元素结构和具有 Ni 团簇的钙钛矿复合结构吸附一氧化

碳分子时的二维电荷密度差分示意图，同样金属团簇的存在提供了更多的可转移价态电荷，

有利于基体结构对一氧化碳分子的吸附。

图 11 钛酸锶 B 位掺杂过渡金属有无金属团簇，一氧化碳反应的能量台阶图

(a) (b)

图 12 钛酸锶 B 位掺杂过渡金属有(a)无(b)金属团簇吸附氢气的差分电荷图

3、结论
本文针对钙钛矿 B 位掺杂过渡金属元素溶出形成金属纳米颗粒及燃料气体吸附反应过

程展开相应的研究。基于密度泛函理论和 VASP，从空位形成能，金属共分离能和空位形成

能，三个溶出能量描述符的角度出发，针对钙钛矿 B 位掺杂不同种类的过渡金属元素，计

算上述能量的趋势变化，进而综合分析溶出金属元素的难易程度。同时在钙钛矿结构表面构

建金属团簇结构，展开对燃料气体吸附反应过程中的能量计算，进一步探究金属纳米颗粒对

燃料反应的促进作用。



钙钛矿以钛酸锶为基体，B 位掺杂 Cr、Fe、Co、Ni 和 Ru 不同的过渡金属元素，氧空

位形成能存在周期性变化，掺杂 Ni 金属表现出较低的氧空位形成能；而在金属原子溶出过

程的共分离能和空位形成能，金属空位形成能占据主要的影响作用；综合考虑金属原子溶出

过程的能量描述符较低，以及氧空位形成能的较小的金属元素，对 B 位进行金属元素掺杂。

通过在钙钛矿表面构建金属元素 Ni 团簇来对比有无纳米颗粒的存在，计算燃料气体的吸附

反应过程能量变化，发现金属纳米颗粒的存在增强了对燃料气体的吸附，以及团簇的存在改

善了电荷分布结构，提供了更多的可转移电子。因此，本研究对钙钛矿电极材料溶出金属元

素的掺杂选取以及纳米颗粒对燃料气体吸附反应的研究具有重要的指导意义。
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摘要：双极板是质子交换膜燃料电池（PEMFC）的重要组件之一，其结构对 PEMFC 的水、热管理和

电传输具有重要影响。本文使用经过验证的三维两相非等温模型，对不同流道配置下（蜿蜒流道与缩

扩流道）的典型单元和全尺寸质子交换膜燃料电池进行了数值仿真，通过定义整板关键物理量均匀性

指数，分析了不同流道结构对燃料电池内部关键物理量分布均匀性的影响。最后，验证了使用典型单

元代替全尺寸 PEMFC 进行性能仿真的可行性。

关键词：质子交换膜燃料电池，数值仿真，全尺寸流场板，缩扩流道

0 前言
质子交换膜燃料电池是一种将氢燃料的化学能直接转化为电能的电化学装置，为能

量转换提供了一种高效和清洁的机制，它与可再生能源和现代能源载体（即氢）相结合

对实现双碳目标核能源转型具有重要意义[1]。质子交换膜燃料电池双极板设计的基本要

求是使反应物、温度等在膜电极表面均匀分布，并有效地从燃料电池中去除反应产物水，

以在可接受的压降和制造复杂性的前提下减少传质损失，图 1 显示了质子交换膜燃料电

池中的部件与工作过程。

图 1 质子交换膜的部件与工作原理[2]

基金项目：国家自然科学重点基金（51836005)，陕西省科技厅基金(Grant number 2019ZDXM3-01)，
国家自然科学基金创新群体基金（51721004）。



尽管对 PEMFC 流场板的尺寸和形状的研究已经进行了几十年，但随着对 PEMFC
性能要求的不断提高，高性能流场板的开发对提高电池性能仍然大有裨益[3]。近年来开

发了许多三维流道结构，即流道结构不仅在平面方向有变化，在垂直于面内的厚度方向

同样有变化，以期能够改进燃料电池的传质性能与驱水性能。最初的三维流道改进是基

于在传统流道中增加挡板或阻流块，之后出现了截面积连续变化的流道，有研究表明，

在阴极流道沟槽中加入各种形状的挡板或对流道进行三维形式的改进，可以增强氧气的

对流传质效应，加速通道内液态水的排出，从而提高燃料电池的输出电流密度[4–6]。

典型单元仿真的方法在 PEMFC 性能的研究中得到广泛的应用，因为这可以大大节

省仿真的成本[7]；除了这种方法无法揭示全场物理量的分布均匀性外，所得到的极化曲

线与全场仿真的极化曲线符合程度如何，是一个十分值得关注的问题。目前文献中少有

这样的对比研究。本文使用经过验证的三维两相非等温模型，对不同流道配置下（蜿蜒

流道与缩扩流道）的典型单元和活性面积约为 238cm2的全尺寸整板 PEMFC 进行了数值

仿真，验证了使用典型单元代替全尺寸 PEMFC 进行性能仿真的可行性。

1 数值模型与实验验证
1.1 模型假设

（1）流动为稳态；（2）反应物为理想气体混合物；（3）忽略重力影响；（4）流动

为不可压层流；（5）各种物性参数均为常数；（6）假设流道内的液态水能够被气流迅速

吹出，阴、阳极流道区域液态水含量为零。

上述假设广泛应用在燃料电池的数值仿真研究中[8,9]。

1.2 控制方程与边界条件

与上述物理模型相应的控制方程包含质量守恒方程、动量守恒方程、组分守恒方程、

液态水守恒方程、膜态水守恒方程、电势守恒方程和能量守恒方程，由表 1 所示。本文

中由入口面积与参考电流密度给定阳极、阴极入口质量流量并在燃料电池阴极与阳极的

极板端面处施加过电势。

表 1控制方程

类型 守恒方程 计算域

气体混合物

质量守恒

流道，

GDL，CL

气体混合物

动量守恒

流道，

GDL，CL

气体组分
流道，

GDL，CL
液态水 GDL，CL



膜态水 膜, CL

电子势 CL，GDL，BP
离子势 膜，CL
能量 所有域

1.3 数值计算过程与模型验证

本文使用商业软件 Fluent 作为求解器，结合用户定义函数（UDF）求解源项与控制

方程。采用 SIMPLE 算法实现压力、速度的耦合；动量、组分等所有物理量的对流项均

采用二阶迎风格式离散。模型验证所使用的蜿蜒流道流场板由陕西省旭强瑞清洁能源有

限公司提供，其各部件的尺寸列于表 2 中。

表 2流场板关键几何参数

参数 单位 值

阴/阳极极板厚度 mm 0.36/0.16
阴/阳极流道高度 mm 0.3/0.2
阴/阳极 GDL 厚度 mm 0.215/0.28
阴/阳 CL 厚度 μm 7/6
膜厚度 μm 12
MEA 长度/宽度 mm 238/117
流道宽度 mm 0.5
肋宽度 mm 0.5
GDL/CL 孔隙度 - 0.84/0.3814

区域离散采用了六面体网格以提升网格质量；PEMFC 阳极采用了原始蜿蜒流道，

为了研究阴极流道的改变对燃料电池的影响，使用了两种类型的阴极流道，分别为蜿蜒

流道和新型缩扩流道。最终，全尺寸整板 PEMFC 网格数量达到了约 2.4 亿。

图 2 流场板块结构化网格示意图

模型验证采取三个不同的工况点（三种不同的操作条件）进行与实验数据的对比。

三种工况的重要参数如表 3 所示。

表 3三种工况操作参数

电流密度/ Acm-2 阴阳极

化学剂量比
阴阳极背压 / kPa 进堆温度 / ℃ 阴阳极湿度

0.3 2/1.5 73.3/95.8 73.9 60%/0
1.0 2/1.5 51.6/87.5 73.9 60%/0
1.8 2/1.5 79.0/139.2 73.9 60%/0



使用表 3 所示的操作条件对蜿蜒流道流场板进行数值仿真，将仿真结果与实验数据

绘制了 I-V 极化曲线，如图 3 所示。在三种不同的操作条件下，数值模型的误差均小于

8%，符合工程误差要求，开发的模型与 UDF 可保证后续流场研究的可靠性。

图 3 模型验证极化曲线

2 结果与讨论
2.1 全尺寸整板燃料电池性能仿真对比

在本文的研究中，采用了两种不同缩扩程度的三维渐缩渐扩流道结构。缩扩流道通

过对传统的直流道在部分区域替换为渐缩渐扩结构而得到，在直流道上每间隔 12mm 就

制造一段在宽度与高度方向产生变化的渐进缩扩段，因此 12mm 为半个缩扩循环。

所采用的渐缩渐扩的流道示意图如图 4 所示。本节的研究采用了两种变化程度的缩

扩流道来替换的蜿蜒流道，变化程度体现在变化最窄处的宽度与高度。详细来说，本节

采用的缩扩流道的变化程度分别为 25%和 50%，需要说明的是，这两种缩扩程度的流道

可能并不是使得性能最佳的比例；变化程度 25%是将变化最窄处的流道截面在高度与宽

度方向同时缩小 25%，也就是缩小为原来高度与宽度的 75%；同理，变化程度 50%是将

变化最窄处的流道截面在高度与宽度方向同时缩小 50%。

图 4 缩扩流场流道结构示意图

在将这两种流场进行前处理网格绘制后，使用与蜿蜒流道燃料电池模拟中相同的数

值模型对两种缩扩流道燃料电池进行仿真。首先对比了三种流场板结构对整板 PEMFC
极化曲线的影响，如图 5 所示。可知，对于三种不同流道形式的燃料电池，在相同的操

作条件下的预测极化曲线趋近重合。特别是缩扩 25%流道，在多个工况点下的性能与蜿

蜒流道相同，而缩扩流道 50%的燃料电池性能在高电流密度时性能略有下降，但在

2.5Acm-2 电流密度下与其他两种流道燃料电池的最大性能差距仅约为 0.58%。于是可知，

在目前所使用的操作条件下，蜿蜒流道与两种缩扩流道的整板燃料电池性能相当。



图 5 三种流道形式（蜿蜒流道、缩扩流道 50%、缩扩流道 25%）整板燃料电池极化曲线

2.2 典型单元性能仿真的有效性

2.2.1 典型单元几何结构

作为对比，本节使用三根流道组成的典型单元进行仿真，图 6 展示了蜿蜒流道与缩

扩流道典型单元的结构示意图。本节仿真中所使用的三根流道典型单元可视为直接从整

板燃料电池的中间流道区域截取的，典型单元燃料电池长度都为 144mm。

图 6 三流道典型单元的流道结构示意图（a）蜿蜒流道（b）50%缩扩流道

2.2.2 典型单元计算域网格配置

不同结构典型单元的计算域都包含大约 300 万网格，全部由六面体网格组成。典型

单元可视为实际中的整个流场板的一部分，因此在典型单元侧壁面使用对称边界条件，

其他壁面简化为等温边界条件。使用两个具有 64 线程的节点（AMD（R）EPYC 7452
CPU@2.35 GHz）在集群上进行数值模拟，获得收敛解通常需要 20,000 次迭代。

2.2.3 典型单元与全尺寸整板性能仿真对比

结合 2.1 节中的整板燃料电池与本节中的典型单元仿真结果，对使用相同的 PEMFC
数值模型与操作条件下得到的性能结果进行了对比，得到如图 7 所示的极化曲线。



图 7 典型单元与整板燃料电池仿真极化曲线对比

由图 7 可知，不论是蜿蜒流道还是缩扩流道，在使用相同的数值模型和运行条件下

的条件下，对典型单元或整板 PEMFC 进行仿真得到的极化曲线没有明显的差异；具体

来说，在 1.8Acm-2 的电流密度时，典型单元和整板燃料电池仿真得到的电势差异最大，

但仍小于 1.2%。本节中采用的典型单元结构为三流道典型单元，且典型单元的长度较

长，约为整板长度的 60%；在这样的前提条件下，使用典型单元来对燃料电池进行性能

仿真是可行的，它能够得到与整板仿真差异极小的性能仿真结果；但就计算区域的网格

而言，典型单元计算网格为 300 万，而整场计算为 2.4 亿，这极大地节省了计算资源。

因此，在不考虑分析 PEMFC 内部物理量分布均匀性的情况下，使用选择合适的典型单

元对燃料电池进行仿真是获得极化曲线的可行方法。

受限于会议论文的篇幅，本文不针对整板 PEMFC 内部的物理量均匀性做对比，关

于均匀性对比的内容，可关注本小组未来发表的文章。

3 结 论
本文使用三维数值模型对全尺寸整板 PEMFC 进行了仿真，将仿真结果与实验数据

进行了验证，并且对比了蜿蜒流道、缩扩流道 25%和缩扩流道 50%整板燃料电池的性能

差异；最后讨论了使用典型单元代替整板结构进行性能仿真的可行性。得出的结论总结

如下：

1）在本文所使用的操作条件下，蜿蜒流道与两种缩扩流道的整板 PEMFC 输出特性

相当。

2）使用三流道典型单元对燃料电池进行性能仿真是可行的，它能够得到与整板仿

真差异极小的极化曲线。在不需要获得整板物理量分布的情况下，是一种可行的工程预

测方法。
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摘 要：热格子 Boltzmann 通量求解器（Lattice Boltzmann Flux Solver, LBFS）是求解流动传热问题的

重要方法。传统热 LBFS 基于标准离散速度模型，在计算效率方面存在不足。针对该问题，本文建立

了求解流动传热问题的简化离散速度热 LBFS。基于包含较少离散速度的二维五速模型，发展了求解热

力学能方程的 LB 方法。采用有限容积法离散宏观控制方程，根据发展的 LB 方法计算界面宏观守恒量

通量，并显式更新单元变量，实现了流动传热问题的求解。最后，通过两个基准算例对热 LBFS 进行

了验证。

关键词：格子 Boltzmann 方法；有限容积法；离散速度模型；界面通量

0 前言

流动传热现象广泛存在于飞行器热防护、电子器件冷却和太阳能热利用等物理过程
[1,2]，是工程热物理学科的主要研究内容之一，因此开展流动传热问题研究具有重要的科

学与应用价值。随着数值计算理论与计算机技术的发展，数值方法已逐渐成为该领域的

重要研究手段。目前主要包括针对宏观控制方程进行离散的传统方法（如有限容积法和

有限元法等）、针对 Boltzmann 方程（Boltzmann Equation, BE）进行求解的介观数值方法

和直接对分子运动进行统计平均的微观方法（如分子动力方法）等。在介观方法中，格

子 Boltzmann（Lattice Boltzmann, LB）方法起源于格子气自动机和 BE，具有清晰的粒子

特性和介观动理学背景。该方法可以视为离散速度 BE 沿特征线的特殊差分形式，通过

分布函数局部碰撞过程和线性迁移过程实现流动问题的求解，避免了传统数值方法中非

局部非线性对流项的处理。由于 LB 方法在数值实施和并行计算等方面具有显著优势，

被进一步被推广至复杂流动传热问题的预测[3-5]。

LB 方法已经在流动传热问题方面中取得了诸多进展，然而该方法仍存在着一些需

要解决的问题[6, 7]。计算网格方面：传统 LB 方法通常采用均匀网格进行离散，该特性为

其引入了易于实施的优势，但也导致该方法难以采用包含几何信息的非均匀网格，影响

了复杂几何适用性。边界处理方面：实际边界条件通过宏观变量给出，而 LB 方法基于

介观分布函数进行边界处理，两者间的转换为边界处理带来了困难。此外，均匀网格也

导致了曲线边界处理的复杂性。计算效率方面：由于其采用的特殊离散方式，LB 方法

是一种显式时间推进方法，且时间步长与空间步长相互耦合，不能独立调节。在较细网

格的情况下，时间步长也较小，该特性显著影响了计算效率。



为克服 LB 方法存在的问题，将传统宏观方法中广泛采用的有限容积法（Finite
Volume Method, FVM）[8]与 LB 方法相结合是重要的研究内容。该类方法可以大致分为：

（1）采用 FVM 对离散速度 BE 进行离散的有限容积 LB（FVLB）方法[9]和（2）基于

FVM 对宏观控制方程进行离散，而采用 LB 方法构建界面未知宏观守恒量通量的格子

Boltzmann 通量求解器（Lattice Boltzmann Flux Solver, LBFS）[7, 10, 11]。FVLB 方法采用

FVM 对控制单元分布函数进行积分，在界面处计算介观分布函数通量。该方法消除了

LB 方法均匀网格的限制，但并未完全脱离介观分布函数演化的思想，在求解不同离散

速度方向分布函数是需消耗较多的计算资源。而 LBFS 则采用了完全不同的计算方式，

基于 LB 方法构建网格面宏观守恒量通量，替代了 FVM 中通量计算方式，能够同时兼顾

LB 方法和 FVM 的优势。

然而，针对流动传热问题的热 LBFS 主要存在以下不足：（1）所采用的热格子

Boltzmann 方法不能恢复至热力学能方程[即式]，因而不能准确获得能量方程通量；（2）
离散速度模型是 LB 方法实施的关键，对于传热问题，较为简洁的二维五速（D2Q5）离

散速度模型可以准确满足计算精度的需求[12]，而现有方法均使用具有较多离散速度的二

维九速（D2Q9）模型[10, 11]，在计算效率方面存在不足，尚缺乏基于 D2Q5 模型的热 LBFS。
针对上述问题，本文基于 D2Q5 离散速度模型构建了针对热力学能方程的 LB 方法，发

展了求解流动传热问题的简化离散速度热 LBFS。本文具体组织如下：第 2 节给出了流

动传热问题的宏观控制方程；在第 3 节中，详细介绍了求解热流动的 LB 方法；第 4 节

则给出了所发展的基于简化离散速度热 LBFS 的详细推导过程；第 5 节对全文进行总结。

1 宏观控制方程

针对本文所研究的不可压流动传热问题，主要假设包括：（1）流体压缩性可忽略；

（2）满足牛顿流体假设；（3）仅考虑不可压缩层流，忽略流动过程粘性耗散。基于上述

假设，连续方程和动量方程可以表示为[8]

  0t     u (1)

      T
t p                u uu I u u f (2)

式中，ρ、u和 p分别为流体、密度速度和压力，I为单位张量，ν是粘度t=/t。f为Boussinesq
假设下的浮力项，可以表示为

 refT T f g (3)

式中，g 为重力加速度，β为热膨胀系数，T 和 Tref分别为流体温度和参考温度。

对于能量传递过程，流体热力学能方程可以表示为[8]

     ref+t p pc T c T T       u (4)

式中，cp为比定压热容，λ为导热系数，ρref为参考密度。与传统基于温度的能量方程相

比，避免了 cp 为常数的限制。

对于典型的不可压缩流动传热过程，所涉及的计算参数可以转换为无量纲参数

Rayleigh 数（Ra）和 Prandtl 数（Pr）的形式，对应的定义为
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式中，Th-Tc为特征温度，Lc为特征长度，热扩散系数α=λ/(ρcp)。

2 格子 Boltzmann 方法

本节给出求解不可压缩流动传热过程的 LB 方法。对于温度场，基于更少离散速度

的二维五速（D2Q5）模型发展求解能量方程的 LB 方法。为了描述的完整性，进一步介

绍基于二维九速（D2Q9）模型求解速度场的 LB 方法。

2.1 求解传热过程的格子 Boltzmann 方程

针对本文研究的二维传热过程，采用具有较少离散速度方向的 D2Q5 离散速度模型

对能量方程进行求解。温度分布函数 gi(x,t)的单松弛时间 LB 方程可以表示为[3]

       eq, , , ,i t i i i gtig gt t tg gt       x c x x x (6)

式中，gieq(x,t)为平衡态分布函数，x 和 t 为空间与时间坐标，g为无量纲松弛时间。如图

1(a)所示为 D2Q5 离散速度模型，离散速度 ci的具体形式为[12]

 
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c (7)

式中，c 为格子常数，c=δx/δt，δx和δt分别为空间和时间步长。

(a) D2Q5 模型 (b) D2Q9 模型

图 1 不同离散速度模型

平衡态分布函数 gieq(x,t)的形式为[13]
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式中，cp,ref为参考热容，可用于调节松弛时间g的取值。对于 D2Q5 模型，权重0=1-，
1-4=/4，格子声速 csT= 2c ，其中(0, 1)。

热力学能 cpT 可以表示为

 ,p i
i

c T g t x (9)

松弛因子g 的计算式为
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sref
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2.2 求解流动过程的格子 Boltzmann 方程

对于流动过程，首先引入一个具有单松弛时间碰撞项的演化方程，其表达式为[3]

       eq, , , ,i t i i i ftif f f ft t t t         x e x x x (11)

式中，ei为离散速度，fi和 fieq为 i 方向密度分布函数和相应的平衡态分布函数。如图 1(b)
所示，D2Q9 模型对应的离散速度 ei为[14]
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平衡态分布函数 fieq(x,t)的形式为
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式中，i为权重（0=4/9、1-4=1/9 和5-8=1/36），格子声速 cs= 3c 。

宏观物理量的表达式为
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运动粘度ν与无量纲松弛时间f间的关系为
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3 格子 Boltzmann 通量求解器

第 2 节给出了求解流动传热问题的 LB 方法。在其基础上，对 LB 方程和进行多尺

度分析[15]，可以将对流通量与粘性通量转化为分布函数的形式为
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采用式-的形式可以将宏观控制方程-和转换为
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式-可以表示为通用形式



t x x y y     W F F Q (24)

式中，守恒量矢量 W、通量矢量 Fx和 Fy和源项矢量 Q 可以分别表示为
T

= , , , pu v c T    W (25)
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T
0, , ,0x y   Q f f (28)

式中，u=(u,v)，ei=(ei,x,ei,y)，ci=(ci,x,ci,y)。
基于 FVM 对式进行离散，可以得到对应的半离散形式[8]

d 1
d
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j j
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S

W F S Q (29)

式中，Vi为离散单元 i 的体积，W 为单元 i 的宏观守恒量，Sj表示单元 i 的第 j 个面积矢

量，Fj为单元面 Sj处的通量，Fj·Sj=nxFx+nyFy，n=(nx,ny)为单元面 Sj的法向量。

由 FVM 的基本思想可知，只需要计算得到位于界面位置 x 处的通量 Fj，即可对式

进行求解。而 Fj(x,t)的具体形式可以表示为[7]
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为了式的简洁性，在不引起混淆的条件下忽略了式中的(x,t)，其中 fi+(x,t)和 gi+(x,t)的形式

为
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由式和可知，获得 Fj(x,t)的关键是得到界面处的 fineq(x,t)与 gineq(x,t)。由多尺度分析

可知，其计算式可以表示为[7, 15]
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根据平衡态分布函数与宏观量之间的关系 [ 即式和 ] ，界面 (x,t) 及邻点

(xnb,t)[=(x-eiδt,t-δt)或(x-ciδt,t-δt)]处的平衡态分布 fieq 与 gieq 根据宏观密度、速度与温度等

Wi得到，因而应分别计算得到界面宏观量 W(x,t)及邻点处的宏观量 W(xnb,t-δt)。如图 2
所示，界面邻点处的 Wi(xnb,t-δt)可以通过界面两侧单元值 Wi(x1)和 Wi(x2)及其梯度Wi(x1)
和Wi(x2)计算得到，具体形式为
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式中，单元梯度值Wi(x1)和Wi(x2)采用Green-Gauss公式进行计算。而界面宏观量Wi(x,t)
可以直接由界面邻点处的平衡态分布函数 fieq(xnb,t-δt)和 gieq(xnb,t-δt)得到，计算表达式为[7]
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     eq, , ,p i i t t
i

c t T t g t   x x x c (36)

(a) 基于 D2Q5 模型的通量计算 (b) 基于 D2Q9 模型的通量计算

图 2 界面宏观守恒量通量计算示意图

至此，可以由式计算得到界面处通量 Fj(x,t)。在此基础上，采用 Euler 方法或

Runge-Kutta 方法等进行显式时间推进，对流场与温度场进行更新。此外对于稳态问题可

以使用非均匀时间步长等对计算过程进行加速。

4 计算结果与讨论

本节采用方腔内部自然对流和同心圆环内部自然对流等两个问题对计算模型进行

验证。在后续计算中，若未特殊说明，δx=δt=0.2|Sj|，c=1，D2Q5 离散速度模型中的可调

参数取为 2/5。由于本节研究的均为稳态问题，采用 Euler 方法进行时间显式时间推进

可满足计算精度要求。

4.1 方腔内部自然对流

方腔内部自然对流是计算传热学中的经典算例，具有基准数值解，常用于数值模型

的考核[16]。本小节采用该算例对所发展的 LBFS 进行验证，该问题的物理模型如图 3 所

示，方腔尺寸为 Lc，左右壁面温度分别为 Th 和 Tc（Th>Tc），上下壁面绝热，且所有壁面



处速度 u=(u,v)均为 0。方腔内部充满着均匀流体，在浮升力的驱动下运动。分别采用 Lc

和 Th-Tc作为特征速度与温度，Pr 取为 0.71，Ra 分别设置为 103、104、105 和 106。不同

Ra 下均采用 128×128 的均匀网格进行计算，该网格满足网格无关性要求。

图 3 方腔内部自然对流问题物理模型

图 4 和图 5 展示了不同 Ra 下的方腔内部的流线与等温线分布。由图 4 可以看出，

在 Ra 较小时，对流作用较弱，腔体内部出现了一个近圆形的涡。随着 Ra 的不断增加，

流动变得更加强烈，涡逐渐变为椭圆形并分裂为左上和右下两个涡，在 Ra=106时出现了

第三个涡。在不同 Ra 下流场的作用下，温度场也出现明显差异。如图 5 所示，在 Ra=103

时，此时等温线接近平行左右壁面，导热作用占据主要地位。随后，等温线在流动的作

用下发生弯曲，对流所发挥的作用越来越显著，换热作用得到增强，直至最后对流效应

占据主导地位。不同 Ra 下的流动与传热现象与相关文献中所得结论一致[16]。为定量考

核所发展模型的计算精度，表 1 给出了不同 Ra 下的 umax、y、vmax、x 和 Nuave（定义在

表 1 中给出）。可以看出，我们得到的计算结果与文献[16]符合较好，验证了本文所发展

针对流动传热问题的简化离散速度 LBFS 的计算精度。

(a) Ra = 103 (b) Ra = 104 (c) Ra = 105 (d) Ra = 106

图 4 不同 Ra 下方腔内部流线分布

(a) Ra = 103 (b) Ra = 104 (c) Ra = 105 (d) Ra = 106

图 5 不同 Ra 下方腔内部等温线分布



表 1 不同 Ra 下方腔内部自然对流计算结果与文献结果对比

Ra 比较 umax y vmax x Nuave

103 计算结果 3.6433 0.8121 3.6912 0.1800 1.1174
文献[16] 3.6493 0.8125 3.7010 0.1797 1.1169

104 计算结果 16.1628 0.8200 19.6152 0.1174 2.2428
文献[16] 16.1722 0.8229 19.6098 0.1198 2.2452

105 计算结果 34.6549 0.8513 68.2645 0.0685 4.5121
文献[16] 34.7362 0.8555 68.4954 0.0664 4.5219

106 计算结果 64.1992 0.8513 218.0437 0.0391 8.7827
文献[16] 64.8687 0.8516 219.334 0.0391 8.7926

注：umax 和 y 表示方腔中心竖直线最大水平方法速度及其位置，vmax 和 x 表示方腔中心水平线最大竖直

方法速度及其位置，Nuave 表示高温壁面平均 Nusselt 数。

4.2 同心圆环内部自然对流

为进一步说明所建立模型在曲线边界下的计算精度，本小节对同心圆环内部自然对

流过程进行了研究。如图 6 所示为该问题的示意图，内外圆环半径分别为 ri和 ro，内壁

面为高壁温 Th，外壁面为低壁温 Tc，且壁面处均为无滑移速度边界。在本算例的模拟中，

R=ro/ri设置为 2.6，特征长度 Lc=ro-ri，特征温度为 Th-Tc，Pr 取为 0.71，而 Ra 分别设置

为 102、103、3×103、6×103、104 和 5×104。经过网格无关性验证，径向和周向网格数分

别取为 80 和 160，图 7 为对应的计算网格示意图。

图 6 同心圆环内部自然对流物理模型 图 7 计算网格示意图

图 8 给出了不同 Ra 下圆环内部的等温线与流线分布。从图中可以看出，在 Ra 较

小时，流动较为微弱，由于所研究问题的对称性，左右两侧各出现一个涡，且流场与温

度场基本上下对称，等温线呈现同心圆分布，此时导热是传热过程的主导因素。随着 Ra
的增加，在浮升力作用下流体流动作用增强，左右两个对称涡逐渐向上移动，圆环上部

等温线出现弯折。当 Ra 进一步增加至 6×103 时，部分等温线呈现“S 形”，对流作用进一

步增强。直至最后 Ra=5×104时，由于圆环内壁面的加热作用，壁面附近流体向上运动加

强，对流效应导致的传热增强占主导地位，导致温度沿径向出现非单调变化。此时流动

区域两个涡移动至圆环顶部，底部的流动较为微弱。所得结果与文献报道的结论相符合。

为反映壁面处的换热性能，分别定义了内外壁面的等效导热系数 keq,i和 keq,o，其具

体形式为

   
i o

2 2

eq,i eq,o0 0

ln lnd , d
2 1 2 1r r r r

R T R R Tk k
R r R r

 
 

  

 
 

    内壁面： 外壁面： (37)

表 2 中给出了不同 Ra 下内外壁面的等效导热系数 keq,i和 keq,o，可以看出随 Ra 的增加，



内外壁面的等效导热系数不断增加，此外计算得到的 keq,i和 keq,o 完全相同，也与其定义

相一致。由表 2 可以看出，所得计算结果与文献几乎完全一致，证明了本文所发展模型

能够有效模拟曲线边界条件下的流动传热问题。

(a) Ra = 102 (b) Ra = 103 (c) Ra = 3×103

(d) Ra = 6×103 (e) Ra = 104 (f) Ra = 5×104

图 8 不同 Ra 下同心圆环内部等温线（左）和流线（右）分布

表 2 不同 Ra 下同心圆环内部自然对流计算结果与文献结果对比

Ra
内壁面 keq,i 外壁面 keq,o

计算结果 文献[17] 计算结果 文献[17]
102 1.001 1.001 1.001 1.001
103 1.082 1.082 1.082 1.082

3×103 1.395 1.397 1.395 1.397
6×103 1.714 1.715 1.714 1.715

104 1.977 1.979 1.977 1.979
5×104 2.948 2.958 2.948 2.958

5 结论

本文建立了一种求解流动传热问题的简化离散速度热格子Boltzmann求解器（Lattice
Boltzmann Flux Solver, LBFS），通过有限容积法离散宏观控制方程，采用基于简化离散

速度的 LB 方法获得界面处能量方程的对流和扩散通量，可以克服传统热 LBFS 在计算

效率方面存在的不足。首先，基于二维五速（D2Q5）离散速度模型发展了求解温度场的

LB 方法，可以实现热力学能方程的准确求解，并采用标准 LB 方法求解速度场。在此基

础上，由多尺度分析获得界面通量的介观分布函数形式，根据温度与密度分布函数的碰

撞迁移过程计算得到界面处宏观守恒变量的通量。最后使用显式时间推进方法更新计算

域流场与温度场。采用方腔内部自然对流和同心圆环内部自然对流两个基本算例验证了

所发展离散速度热 LBFS 的计算精度，该方法可以应用于其他更为复杂的流动传热问题。
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摘要：飞行器表面承受的气动热与催化壁面和高焓化学非平衡流动之间的热质传输密切相关。为了研

究气体均相反应和表面异相催化反应的共同作用对气动热的影响，针对高超声速条件下二维圆柱的氧

气/氧原子混合气体绕流问题，采用数值模拟的方法，分析了不同的均相、异相反应速率对圆柱表面总

热流、对流热流和扩散热流的影响规律，并基于流场细节分析了两反应速率影响气动热的本质原因。

结果表明，在同一表面上，均相复合反应越快，则表面对流热流越高、扩散热流减小；气体反应相同

的条件下，表面异相反应速率越高，则扩散热流越高、对流热流变化较小。均相反应速率决定了到达

圆柱表面的非平衡气体内能和化学能，异相反应速率则决定了气体化学能在表面的释放能力，两者的

共同决定了释放至表面的总能量。相关研究结果可以为飞行器表面气动热的准确预测和热防护系统的

设计提供理论支撑。

关键词：高焓流动；气动热；化学非平衡；均相反应；异相催化

0 前言

当前计算流体力学在飞行器设计中的作用日益突出，但气动热的准确预测仍然是一

大难题[1]。高焓化学非平衡流动与飞行器表面之间的存在复杂的界面效应，影响界面上

的热质传输[2]。化学非平衡是指气体在流场中发生均相反应的特征时间与流动特征时间

相当，其反应速率决定了流场的温度和组分浓度[3]。而作为表面效应之一的异相催化反

应，其速率依赖于表面催化属性和壁面附近的气体组分环境[4, 5]。因此，均相和异相反应

速率对界面传热传质的影响需综合考虑。

由于高超声速流场的化学非平衡效应显著，针对均相化学反应已经建立了许多气体

模型，比如Park模型[6]、Gupta模型[7]、Dunn-Kang模型[8]等，但是模型的反应速率参数的

取值源于实验数据，至今仍在根据新的实验数据修正反应速率参数[9]，因此使用不同气

体模型预测得到的气动热也存在差异[10]。

表面异相催化导致的扩散热流（或称催化反应热流）在特定飞行条件下占据表面总

热流的比例高达50%[11, 12]，且异相催化反应速率不同可导致数倍的表面总热流差异[13, 14]。

早在上世纪50年代，Fay和Riddel就并用采用相似解方法，比较了不同气相反应速率
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条件下，催化和非催化表面上的总热流和对流热流[15]，认为边界层内的扩散和对流传热

受到均相反应速率和表面催化活性的共同影响。在其基础上，Goulard[16]利用修正的相似

解研究了冻结流对壁面的加热这一问题中催化特性的影响，因此并未考虑均相气体反应。

基于多步反应异相催化模型[11, 17-19]，Barbato等[20]分析了异相催化反应速率对气动热的影

响规律，但未考虑均相反应在其中的作用。国内曾明等[21]分别分析了不同气体模型和不

同壁面催化条件对气动热预测的影响，未考虑两者的共同作用。苗文博等[22]研究了来流

参数对气动热中扩散热流占比的影响，并将其归因于化学反应进行程度的不同。丁明松

等[23]、杨肖峰等[24, 25]分析了异相反应速率对飞行器气动热的影响规律。

由此可见，尽管近年来气体模型和催化模型分别得到了快速的发展，但目前少有综

合利用已经建立的气体模型和催化模型进行两者的反应速率对表面热流影响规律的研

究，因此在两者的综合作用下，化学非平衡效应对气动热的影响机理尚未清楚。

针对高焓流动中气相化学非平衡和界面异相催化效应影响飞行器表面气动加热热

流，而目前该两者的共同作用对热流的影响规律和机理不清晰的问题，基于非平衡流场

求解器 CAPTER，对氧气（ 2O ）/氧原子（O ）混合气体绕二维圆柱流动的流场和表面

热流进行了计算，从均相反应速率和壁面异相催化速率对边界层内组分浓度、温度分布

的影响出发，分析了均/异相反应速率对表面热流和能量输运方式的影响及机理。

1 理论与方法

1.1 高超声速非平衡流场求解方法
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(1)

与化学平衡流场相比，化学非平衡流场的控制方程还包含了流场组分的守恒方程，

见式（1），其中 i 为各气体组分的密度，V 为流动速度，  为混合气体密度， iD 为扩

散系数， ic 为组分 i 的质量分数。相应地，需要给定各组分的边界条件，以构成封闭的

方程组。式（1）中源项 iS 的物理含义是气体化学反应导致的质量通量，需要使用均相

化学反应模型获得；而组分的边界条件，通过边界质量平衡方程给出，见式（2），其中 diffJ

为组分浓度驱动的扩散通量， heteroJ 是壁面异相催化作用导致的质量通量，由异相化学

反应模型确定。从式(2)也可以看出，壁面上的组分扩散是由异相催化导致的浓度分布不



均驱动的。

diff heteroJ J (2)

1.2 均相化学反应模型

针对 2O 和O 的混合物，均相化学反应模型考虑了表 1所示的4个反应，其中前两个

为分子的离解反应，后两个为原子的复合反应，均相反应均有第三体反应物参与。每个

反应的速率具有Arrhenius形式，如式(3)，其中T 为气体温度。根据文献[7]，相应系数的

取值见表 1。

homo

C
B Tr A T e


   (3)

表 1 均相化学反应表达式及速率

序

号
反应表达式 A B C

1 2O O O O O    139 10 -1 45.95 10

2 2 2 2O O O O O    133.24 10 -1 45.95 10

3 2O O O O O    47.5 10 -0.5 0

4 2 2 2O O O O O    42.7 10 -0.5 0

表 2 异相化学反应表达式及速率

序号 类型 反应表达式 系数 k

1 吸附 O (s) O(s)  Adk

2 ER 2O O(s) O (s)   ERk

1.3 异相化学反应模型

催化反应动力学的观点认为，表面上存在有限个数的活性吸附位，原子在催化壁上

的异相反应包含多步反应过程，常见的四步催化反应包括原子在表面活性吸附位上的吸

附和解附、气相原子与吸附相原子的Eley-Rideal（ER）复合、吸附相原子之间的

Langmuir-Hinshelwood（LH）复合。研究表明，LH复合和热解附反应仅在高壁温条件下

发生。由于研究对象为冷壁，因此模型仅考虑O 原子的吸附和ER复合过程，表达式见表

2，其中 (s)代表活性吸附位点。取表面上化学吸附位的个数 18 2
0 1 10 / mS   ，表面邻近

的气相原子温度与壁温 WT 相同，则单位面积上原子与表面碰撞的频率可以表示为式（4），
其中 Ox 为O 原子的摩尔浓度， Ov 为O 原子的平均热速度，其定义见式（5）。 吸附和ER
复合反应的速率为碰撞频率与系数 k 的乘积。

O O OAv x v    (4)

O 2
B w

A

k T
v

M
 (5)

1.4 界面能量输运机制

在化学非平衡流动与催化壁的界面上，不考虑辐射作用，从气相流场的角度看，存

在两种方式的能量传递：一是由表面附近流体的温度梯度驱动的对流换热，二是由组分

浓度梯度驱动的质量扩散所带来的扩散热流。后者也可以从表面的角度看待，即到达表

面的原子发生复合反应后释放化学能。在壁面的异相催化作用下，原子复合为分子，流



场边界上的质量扩散包括原子组分向流场外的通量和分子组分向流场内的通量，两者携

带的焓值之差与壁面异相催化释放的化学能相等。由于 2O 分子的焓值远远低于O 原子，

因此扩散热流主要取决于O 原子扩散。均相和异相反应速率分别影响激波后流场温度和

界面上的质量扩散，进而改变两种能量输运方式的功率，决定表面热流的大小。

2 结果与分析

2.1 计算条件

以直径 =9cmR 的二维圆柱为研究对象，其网格划分如图 1所示，网格沿圆柱表面周

向和法向的节点数目分别为100和150，贴近壁面第一层网格的法向高度为 51 10 m ，空

间网格无关性和附面层网格无关性均已经过验证[27]。此外，图 1还示意给出了用以描述

表面位置的角度 。采用无量纲坐标 *X 和 *Y 来描述空间位置，其与真实空间位置 x 和 y
的关系为：

*  xX
R
， *  yY

R
(6)

图 1 二维圆柱绕流流场的网格

表 3 来流条件设置

参数 取值

温度 T 270.65K

密度  3 31.02688 10 kg / m

马赫数 Ma 15

质量分数
2 2o o1.0, 0c c 

来流Ma数设为15，来流温度、密度条件与海拔 50km 处的空气相同，组分为100%的

2O ，见表 3，其中“ ”代表无穷来流来流。此外，假设圆柱表面为定温冷壁，温度为300K。

表 4 算例设置

算例 G-1 G0 G1 G2

S0
0.01Sk 

110Ag 

0.01Sk 

1Ag 

0.01Sk 

10Ag 

0.01Sk 
210Ag 

S1
0.1Sk 

110Ag 

0.1Sk 

1Ag 

0.1Sk 

10Ag 

0.1Sk 
210Ag 

S2
1Sk 

110Ag 

1Sk 

1Ag 

1Sk 

10Ag 

1Sk 
210Ag 

为分析均相和异相反应速率对表面总热流、对流热流和扩散热流的影响，设置4种
不同的均相反应速率（算例G-1、G0、G1、G2）和3种异相反应速率（算例S0、S1、S2）。
对于均相反应，保持表 1中反应1、2的速率不变，反应3、4的反应速率中，系数A设置

为 Ag A ；对于异相反应，则令：

Ad ER Sk k k  (7)



各算例的 Ag 和 Sk 设置见表 4。不同的均相、异相反应速率两两组合，构成了12个不同

算例，用于分析两者的共同影响。

2.2 流场特征

以算例（G0,S2）的反应速率条件为例，分析当前来流条件下高超声速圆柱绕流的

流场特征。绕二维圆柱的无量纲温度（ *T ）和压力（ *P ）场如图 2所示。其中，温度

和压力的无量纲处理方法如式（8）所示，其中T 和 p 分别为流场当地温度（K）和压力

（Pa）， U 为来流速度（m/s）。高速来流在圆柱附近受到强烈的压缩作用，形成弓形激

波，气体的温度和压力在激波后陡增，流体的动能转化为内能。压力在驻点区域达到最

高，而温度则在弓形激波的位置达到最高之后逐渐下降。这是因为高温之下，氧气分子

发生离解，气体的内能部分转化为氧原子的化学能。图 3给出了流场中 2O 分子和O 原

子的质量分数分布，可以看出激波后分子组分浓度的骤降和原子组分浓度的增加。

图 2 无量纲温度场和压力场（G0,S2） 图 3 O 原子和 2O 分子的质量分数变化

2* , *T pT P
T U  

  (8)

此外，在冷壁面附近流场温度开始降低，O 原子在壁面附件的低温度条件下又逐渐

复合为 2O 分子。且壁面本身具有催化性，会加速原子的复合，图 3 也展示了组分浓度

在壁面邻近的变化：原子组分质量分数的骤减和分子组分质量分数的突增。气相中的O
原子复合所释放的化学能加热流体，即转化为内能，将影响对流换热量；表面上的O 原

子复合所释放的化学能传递给壁面。因此均相反应速率与表面催化反应将影响表面能量

输运方式和气动加热热流。

2.3 均相反应对界面热质传输的影响

采用S0的异相催化速率条件，分析当壁面的催化属性相同时，均相反应速率对流场

和壁面热流的影响。均相反应速率条件从G-1至G2变化时，表面总热流Q 沿 的分布如

图 4所示。Q 随均相复合反应速率的增大而增加，与G-1条件相比，G2条件下的表面驻

点热流增加了近87%。



图 4 不同均相反应速率下的表面热流

（ 0.01Sk  ）

图 5 不同均相反应速率下的对流热流

（ 0.01Sk  ）

图 6 不同均相反应速率下的扩散热流

（ 0.01Sk  ）

图 7 温度沿壁面法向（向外为正）的梯度值

其中，对流热流和扩散热流随均相反应速率的变化分别见图 5和图 6。由于异相反

应速率较低，表面热流主要来自对流换热，扩散热流所占比例较小。对流加热量随均相

反应速率的增大而增大，与表面总热流呈现相同的变化趋势；扩散热流却与之相反，随

均相反应的加速而减小，但是其减小幅度不足以改变总热流的变化趋势。

对流热流由壁面邻近的流体温度梯度决定，图 7给出了G-1和G2两种均相反应速率

条件下激波层内无量纲温度沿壁面法向的梯度。在壁面附近，G2条件下的温度梯度明显

高于G-1条件。同时，图 8定量给出了四种均相反应条件下驻点线上的温度分布及驻点

附近的无量纲温度场，表明均相反应速率越高，O 原子在气相中的复合及释放化学能的

速率也越快，即化学能向内能转化的速度更快，导致壁面邻近的流体温度越高。相应地，

对于定温冷壁面，高温流体导致的对流换热热流也越高。

扩散热流由壁面邻近的组分浓度梯度决定，在G-1和G2两种条件下，O 原子的质量

分数沿壁面法向的变化梯度见图 9，G2条件下的O 原子复合速率高，因此壁面附近的原

子浓度变化速率显著高于G-1条件。图 10定量给出了驻点线上的O 原子浓度，均相复合

速率越慢，O 原子的浓度则越高，相应的扩散热流热也越高。但是由于壁面催化活性较

弱，由此带来的差异不足以改变对流热流导致的总热流变化趋势。



图 8 驻点线上的温度分布

图 9 O原子浓度沿壁面法向（向外为正）的梯度 图 10 驻点线上的O原子质量分数

(a) 0.1Sk  (b) 1Sk 
图 11 不同条件下的表面总热流

在不同催化活性的壁面上，均相反应速率对表面热流的影响有所不同。当异相反应

速率增大时，总热流随均相反应速率的变化幅度显著减小，如图 11所示。这是因为随着

异相反应速率的增加，到达表面的O 原子复合的速率越快。在完全催化条件下，未在气

相环境中复合的O 原子，将全部在表面复合，所有能量被壁面吸收。离解O 原子所携带



的能量，一种方式是通过均相复合反应加热气体，另一种方式是通过异相复合反应直接

释放在表面。异相反应的速率越高，均相反应不同所带来的气体温度或对流热流差异，

将被趋势相反的扩散热流差异所弥补。

2.4 异相反应对界面热质传输的影响

在相同的均相反应条件下，异相反应速率对表面热流的影响如图 12所示，表面热

流随异相反应速率的增大而显著增加，S2条件下的热流约为S0条件下的2倍。其中，对

流热流随异相催化速率的变化很小（图 13），而O 原子扩散热流随异相催化速率的变化

趋势与总热流的变化相同，S2条件下的扩散热流接近S0条件下的4倍，见图 14。

图 12 不同异相反应速率下的表面热流（G0） 图 13 不同异相反应速率下的对流热流（G0）

图 14 不同异相反应速率下O原子扩散热流（G0） 图 15 不同异相反应速率下O原子浓度（G0）

均相反应速率相同使得宏观流场相似，因此壁面附近的温度梯度差异较小，到达壁

面前的氧原子浓度也相近。异相反应速率决定了壁面上的O 原子消耗速率，进而影响组

分浓度的分布。图 15给出了远离壁面处组分浓度的相似性以及壁面邻近组分浓度变化的

差异性。O 原子质量分数沿壁面法向的变化梯度如图 16所示，说明异相反应速率越高，

O 原子质量分数的变化梯度越大，因而由此导致的扩散热流也随之增大（图 14）。
不同的均相反应速率条件下，异相反应速率对界面热质传输的影响不同。均相反应

速率较慢时（G-1），到达壁面的氧原子高，异相催化反应更为剧烈，因此异相反应速率

对扩散热流的影响幅度更大，进而导致了总热流的大幅变化（图 17(a)）；而均相反应事

故率较快时（G2），更多的O 原子在气相中复合，壁面附近O 原子浓度较低，因此扩散

热流受异相反应速率的影响较小（图 17(b)）。



图 16 O原子浓度沿壁面法向的梯度分布（G0）

(a)G-1 (b)G2
图 17 表面总热流和表面邻近的O原子浓度分布

3 结论与展望

基于四步反应的气体模型和两步反应的催化模型，分析了化学非平衡流场中均相/
异相反应速率对表面总热流、对流/扩散热流的影响规律及内在原因，可以得到以下结论：

1）均相反应速率越大，气相流体温度越高，使得表面对流换热越高，但原子组分

浓度的降低，导致壁面扩散热流的减小，且异相反应速率越高，减小的幅度越大；

2）异相反应速率越大，扩散热流越高，最高相差4倍，由此导致表面总热流差异可

达2倍，但是在均相反应速率越高的条件下，异相反应速率带来的差异越不明显；

3）均相和异相反应速率共同决定表面热流，前者决定了原子携带的化学能在气体

中的释放速率，后者决定了原子携带的化学能在表面的释放速率。由于氧原子的总量一

定，均相反应速率还改变表面邻近的原子浓度，进而影响异相反应速率，因此两者必须

同时予以考虑。
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摘要：分子太阳能热（MOST）系统是一种收集、转化和储存太阳能的新技术。分子光开关在反应

器中的光化学反应和组分输运机制尚不清楚。本文提出了基于分子太阳能热系统的太阳能收集转换装

置的能量转换效率和组分输运的模拟理论框架。偶氮苯衍生物作为分子光开关，可以通过分子结构的

开关来储能，存储时间取决于所选择的分子体系和温度。我们通过量子力学计算得到了反应物的微观

参数，并将其应用于反应过程的宏观能量转换分析。该理论框架可以预测光异构化反应的转化率和储

热效率，并观察反应器中组分的输运情况。我们研究了流速、反应物初始浓度和反应器尺寸对光异构

化储能过程的影响。理论分析结果与现有实验设备的结果吻合较好。该模拟理论框架为今后分子太阳

能热系统的设计提供了指导。

关键词：偶氮苯；分子光开关；光异构化反应；储能；太阳能

0 前言

随着化石燃料的枯竭，可持续能源，特别是太阳能越来越受到人们的重视[1]。然而，

供需不匹配导致的能源过剩使得储能技术的发展在太阳能利用领域显得尤为重要[2]。在

过去的几十年里，开发了各种各样的太阳能储存方法，包括显热储存、潜热储存、热化

学储存等技术[3]。近年来，利用分子光开关收集和储存太阳能的技术被称为分子太阳能

热（MOST）技术[4]，得到了广泛的研究。与可燃燃料等化学开放式能量存储系统不同，

该系统仅限于与周围环境的能量交换。与显热系统和潜热系统相比，它具有以更紧凑的

结构，具有更高的能量密度[5]。理论上，MOST 技术可以实现与当前锂离子电池技术相

当的储能密度[6]。该技术依赖于可逆的化学反应，其中母体分子可以在太阳照射下异构

化为亚稳态高能异构体，并且它可以在需要释放能量时通过热激发或催化激发转化到母

体状态。理想情况下，储存的能量可按需作为热量释放，从而作为一个封闭循环系统运

行[7,8]。MOST 已经有许多候选物质，包括降冰片二烯[9-11]、富瓦烯二钌配合物[12,13]和偶

氮苯衍生物[14-17]。此外，MOST 体系因其吸收光谱宽、鲁棒性高、半衰期长、能量密度

可调、合成成本低等特点而备受关注。然而，大多数系统仍处于化学水平的开发阶段，



因为必须满足反应物和产物的多种分子特性才能满足当前太阳能储能的需求。

对 MOST 系统应用的研究已经扩展到多种形式，包括对蓄热工况、放热工况以及混

合系统的研究[18]。Moth-Poulsen 团队[19]在微通道中进行了分子光开关的光异构化实验，

成功测量了二氢偶氮烯/乙烯基七氟烯（DHA1/VHF1）的储能密度和能量效率并开发了

一种将太阳能热水与分子光开关相结合的混合装置[20]，太阳能综合利用效率可达 80%。

Moth-Poulsen[21]还将降冰片二烯衍生物与微机电系统热发生器（MEMS-TEG）结合发电，

首次证明了分子光开关储能技术可以直接将太阳能转化为电能。Ghasemi[22]将分子光开

关与相变材料耦合，实现了对太阳光谱的完全利用。Liu[23]将分子光开关的光化学和热化

学过程结合起来，利用抛物型太阳能集热器将入射太阳光聚焦到含有降冰片二烯衍生物

溶液的流体分子光开关器件上，该混合系统的最大太阳能化学效率约为 69%。该团队[24]
进一步发展了这一概念，增加了光伏系统，实现了 67%的太阳能利用效率，表明 MOST
储能系统是一种很有前途的可再生能源策略。

然而，以往的 MOST 研究仅在实验室进行[25,26]，研究的器件大多为芯片级和微米级

厚度，难以在实际工程中应用。此外，由于缺乏对 MOST 系统中光化学反应过程和组分

输运特性的机理研究，限制了对内部反应过程的理解和反应器模型的优化设计。本文以

偶氮苯体系为例，提出了一个理论模拟框架，可用于 MOST 体系工作介质的筛选和反应

器各参数的优化设计。该模型不仅考虑了 MOST 系统工作介质的微观参数，如量子产率、

异构化焓、吉布斯自由能等，还考虑了反应器的宏观参数，如反应器厚度、反应物浓度、

流速等。该框架允许在宏观环境下研究分子转化，从而在实际工程和基础化学之间建立

联系。

1 数值模型

1.1 物理模型和边界条件

本文建立二维物理模型，描述平板 MOST 储能系统中分子光开关在紫外线照射条件

下的光化学反应和组分输运特性，如图 1 所示。物理模型指文献[27]中的微通道反应器。

微通道尺寸为 110 × 3 × 0.1 mm，长度和宽度固定，厚度设定在 0.1 ~ 2 mm。入口边界条

件采用速度入口条件，速度范围为 6.50 × 10-4 ~ 1.38 × 10-2 m·s-1，以保证从分子光开关接

收光的时间为 8 ~ 170 s。出口边界条件采用自由流动。入口反应物浓度范围为 2 × 10-4 ~
2 × 10-3 mol·L-1。



图 1 光化学反应器物理模型：（a）三维物理模型；（b）简化的二维模型和每个体元的流动和辐照

Fig. 1 Physical model of photochemical reactor: (a) three- dimensional Physical model; (b) Simplified

two-dimensional models and the flow and illumination of each volume element

1.2 光化学模型

本模型考虑的反应为偶氮苯衍生物（AZO1）的光异构化反应[28]，整体反应如图 2
所示:

图 2 trans-AZO1 和 cis-AZO1 的分子结构以及光致异构化过程

Fig. 2 Molecular structure and photoisomerization of trans-AZO1 and cis-AZO1

MOST 体系的能量转化过程如图 3（a）所示，具体可以描述为：trans 态分子被光

激发为激发态 trans*，然后转化为 cis 态。能量储存在 cis 态分子中。反应速率的数学模

型可表示为[29]：
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其中，下标 A 和 B 分别表示反应物（trans-AZO1）和生成物（cis-AZO1）。第一项为

紫外光诱导光异构化的正向反应速率。第二项是可见光引起的光异构化逆反应速率。第

三项是热逆异构化速率。第一项中，nTC为组分 A 吸收的光子数，定义为:
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消光系数采用量子化学方法 PCM-M062X-D3/6-311+G(d)计算，计算结果如图 3（b）
所示。λ1和λ2分别位于积分的上下限，分别设置为 280 nm 和 900 nm[30]。太阳光谱选择



AM1.5 标注，如图 3（c）所示。滤光片透过率随波长的变化如图 3（d）所示。

第二项中，nCT为 B 组分吸收的光子数，用于引起逆异构化，定义为:
i

3 A B B0

2

( )d dnat 0B B
CT

A A B B p

10 (1 10 ) d d
h

Ac c h Abs
d

Icn A
c c h c

  



  
 

         
   (3)

第三项为热异构化反应，反应速率常数 kTBR由 Eyring 方程定义。ΔH≠
和ΔS≠

分别为

93700 J·mol-1 和-31.7 J·K-1·mol-1。
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图 3 （a）MOST 体系的能量转换过程：trans 态分子被光激发为激发态 trans*，然后转化为 cis 态。能

量储存在顺式分子中。顺式会被热异构化成反式；（b）trans 和 cis 消光系数；（c）太阳光光谱，AM1.5

标准；（d）紫外线滤光片的透过率

Fig. 3 (a) Energy transformation scheme of MOST systems: molecules in the trans state are photoexcited into

the excited state trans*, then are relaxed to cis state. Energy is stored in cis molecules. cis will undergo

thermal isomerization to trans; (b) Extinction coefficients of trans and cis; (c) Sunlight spectrum, AM1.5

standard; (d) Transmittance of UV filters

1.3 传质模型

在稀溶液体系中，偶氮苯在甲苯溶剂中的传质过程满足式（5）。Wilke-Chang 方程

是估计有机分子扩散系数的常用关系[31,32]，在 270 ~ 370 K 范围内，我们通过拟合文献[33]

中的推荐数据得到粘度与温度的二次关系。
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1.4 传热模型

溶液中的传热关系如下:
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每个体积元净产热量为进入体积元的光功率与储存能量功率的差值，表示为：
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未被溶液吸收的光子在背板上被吸收并产生热量：
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1.5 流体动力学模型

如传质模型所述，浓度分布由扩散和对流决定。流体的运动状态可以通过雷诺数的

无量纲参数来评估。本文研究的工况在室温 25 °C 下，入口流速 u 范围为 6.50 × 10-4 ~ 1.38
× 10-2 m·s-1，dh为 0.1 ~ 2 mm，溶剂的粘度μ为 5.64 ×10-4 Pa·s，流体密度为 872 kg·m-3.。
本文研究的最大雷诺数为 42.67，远小于 1500 的过渡阶段，微通道流动是典型的层流。

根据连续性方程(11)和 Navier-Stokes 方程(12)，确定了流体连续运动中的速度分布。
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2 结果与讨论

2.1 模型验证

模拟用反应器转化率进行验证，实验数据来源于文献[27]。图 4 给出了 2×10-4 mol·L-1

浓度的 AZO1 的甲苯溶液在反应器停留 180 s 内的转化率，模拟与实验结果吻合较好。



图 4 仿真结果与实验结果对比

Fig. 4 Comparison between simulation results and experimental results

2.2 反应器内的浓度分布

图 5（a）为浓度为 2 × 10-4 mol·L-1、流速为 6.50 × 10-4 m·s-1 的 AZO1 的甲苯溶液在

厚度为 0.1 mm 的反应器中的转化分布。可以看出，在厚度方向上，浓度分布比较均匀，

反应比较完全，出口转化率达到 80%。图 5（b）为 2 mm 反应器内浓度为 2 × 10-4 mol·L-1、

流速为 6.50 × 10-4 m·s-1 时的转化分布。可以看出，反应器的上部优先发生反应。由于光

强逐层减弱，下层的转化率较低。此外，由于流体边界层的存在，浓度分布呈现中部传

递快、边界附近传递慢的特征。可以看出，在不同厚度的反应器中，浓度分布是不同的。

在厚度较小的反应器中，浓度分布均匀。而在厚度较大的反应器中，由于光照，反应器

上部的反应物优先反应，而下部的反应物由于光照强度减弱反应较慢。反应器的左下部

分由于流体流动，转化率很低。因此，需要优化反应器的厚度设计，使其与浓度和流速

相匹配，使反应物充分转化。

图 5 不同时间浓度为 2×10-4 mol·L-1的转化率：（a）反应器厚度 1×10-4 m；（b）反应器厚度为 2×10-3

m

Fig. 5 Conversion rate of 2×10-4 mol·L-1 at different time: (a) the reactor thickness was 1×10-4 m; (b) the

reactor thickness was 2×10-3 m

2.3 反应物浓度和反应器厚度对转化率和太阳能效率的影响

本文用反应物转化率和太阳能效率来评价反应器的储能效率[27]。MOST 系统的效率

可以用下式来描述：
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不同浓度下的总转化率及相应的太阳能总效率根据式（13）计算得到。如图 6（a）
所示，当反应器厚度为 0.1 mm 时，初期转化率随着溶质浓度的增加而降低，最终转化

率为 80%。产生这种现象的原因是随着溶质浓度的增加，溶质分子的数量增多，单位时

间内吸收的光子数量小于可转换的分子数量。对应的太阳能总储能效率如图 6（b）所示。

一方面，随着反应物在反应器中停留时间的增加，太阳能效率逐渐降低，因为随着停留

时间的增加，可转化反应物的比例逐渐降低。另一方面，随着反应物浓度的增加，太阳

能效率逐渐提高。

图 6（c）显示了不同几何尺寸反应器的总转化率和相应的太阳能总效率。当反应物

浓度为 2×10-4 mol·L-1时，初期转化率随着反应器厚度的增加而降低，最终转化率为 80%。

产生这种现象的原因是随着反应器厚度的增加，上层溶质完全吸收光子，而下层溶质没

有完全吸收光子。随着厚度的逐渐增加，溶质总量增加，单位时间内吸收的光子数小于

可转化的分子数，导致一定时间内转化不足，高浓度时更为明显（图 6（e））。从图 6
（d）与图 6（f）可以看出，随着厚度的增加，太阳能的能量效率随浓度的增加呈现出

类似的特征，这都是由于反应物总量的增加造成的。

图 5 （a）反应器厚度为 0.1 mm 时浓度对转化率的影响；（a）反应器厚度为 0.1 mm 时，浓度对

太阳能效率的影响；（c）浓度为 2×10-4 mol·L-1时反应器厚度对转化率的影响；（d）2×10-4 mol·L-1时

反应器厚度对太阳能效率的影响；（e）浓度为 1×10-3 mol·L-1时反应器厚度对转化率的影响；（f）浓

度为 1×10-3 mol·L-1时，反应器厚度对太阳能效率的影响

Fig. 5 (a) The influence of concentration on conversion when the reactor thickness is 0.1 mm; (b) The



effect of concentration on solar energy efficiency when the reactor thickness is 0.1 mm; (c) The influence of

reactor thickness on the conversion rate when the concentration is 2×10-4 mol·L-1; (d) The influence of reactor

thickness on solar energy efficiency at 2×10-4 mol·L-1; (e) The influence of reactor thickness on the conversion

rate when the concentration is 1×10-3 mol·L-1; (f) The influence of reactor thickness on solar energy efficiency

when concentration is 1×10-3 mol·L-1

3 结 论

本文以偶氮苯为例，提出了一种预测分子太阳热（MOST）体系光化学和组分输运

的模拟流程。该模型能够预测设备的转换率、太阳能储能效率，并能够确定宏观和微观

参数对 MOST 系统的影响。仿真结果与先前得到的实验结果吻合。对模型进行了验证。

结果表明，优化反应器厚度和反应物浓度可以提高太阳能的存储效率。仿真框架可以在

为特定的 MOST 系统搭建设备之前进行理论评估，或者有效的测试 MOST 系统的潜力。

符号表

ci i组分浓度 [ mol·m-3 ] t 时间 [ s ]
ФTC 正反应量子产率 [ 1 ] NA 阿佛加德罗常数 [ 1 ]
ФCT 逆反应量子产率 [ 1 ] dV 体积元 [ m3 ]
nTC 光子吸收数 (trans) [ 1 ] nCT 光子吸收数 (cis) [ 1 ]
εi i组分的消光系数 [ m3·mol-1·m-1 ]dh 体积元厚度 [ m ]
dAd 体积元面积 [ m2 ] λ 波长 [ m ]
c 光速 [ m·s-1 ] hp 普朗克常数 [ J·s ]
I0 光强 [ W·m-2 ] ηTR 滤光片的透过率 [ 1 ]
hi 体积元深度 [ m ] ηnat 自然光有效透射率[ 1 ]
kB 玻尔兹曼常数 [ J·K-1 ] T 温度 [ K ]
ΔH≠ 过渡态的焓 [ J·mol-1 ] ΔS≠ 过渡态的熵 [ J·K-1·mol-1 ]
Ri i 组分的摩尔生成率 [mol·m-3·s-1 ] u 流速 [ m·s-1 ]
D 扩散系数 [ m2·s-1 ] Msolv溶剂的分子量 [ kg·mol-1 ]
Vsolu 溶剂的摩尔体积 [ m3·mol-1 ] Φ 缔合参数, 7.4 × 10-15[ 1 ]
a 常数, 7.4 × 10-15 [ 1 ] μsolv 溶剂的动力粘度 [ Pa·s ]
ρ 流体密度 [ kg·m-3 ] cp 恒压热容 [ J·kg-1·K-1 ]
k 热导率 [ W·m-1·K-1 ] Q 热源项 [ W·m-3 ]
Re 雷诺数 [ 1 ] dh 特征长度 [ m ]
p 压力 [ Pa ] g 重力加速度 [ m·s-2 ]
·

nA 摩尔流量 [ mol·s-1 ] αA 反应物的转化率 [1]

A 辐照区域面积 [ m2 ] QBK 边界热源 [ W·m-2 ]
kTBR 热异构化反应速率常数 [ s-1 ] ηMOST系统效率 [ 1 ]
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摘要：纳米液滴撞击固体表面的动力学特性与微纳加工及纳米制造等高新技术密切相关，液滴动力学特性

取决于固液间撞击作用力，但液滴撞击作用力特性尚无相关研究。本文利用分子动力学方法模拟了纳米液

滴撞击固体表面的动态过程，明确了液滴撞击作用力随时间的演变规律，阐明了液滴与表面各参数对作用

力特性的影响，并建立了作用力峰值的理论预测关联式。结果表明，液滴撞击作用力随时间先增后减，呈

单峰特性，作用力峰值的变化依韦伯数不同可划分为粘性区间与惯性区间，建立的理论模型可准确预测不

同区间内的作用力峰值。

关键词：纳米液滴；液滴撞击；固体表面；作用力演变；作用力峰值

0 前言
液滴撞击固体表面是一种自然界和工程应用中普遍存在的重要现象[1]。液滴撞击固体表

面会产生铺展、收缩、粘附、反弹、射流、飞溅等现象[1-5]。目前，液滴撞击在高新技术中

有广泛应用，如共晶高熵合金的制备[6]，微纳加工[7]，传感器制备[8]，3D 打印[9]等。以共晶

高熵合金材料的制备为例[6]，它的原理是以纳米液滴撞击作为介质的电沉积方法，实现高熵

合金材料的化学计量控制和传递金属盐分子到指定区域，能够解决传统热处理制备方法的物

理化学缺陷。液滴撞击过程中的行为差异，其本质都是由液滴与固体表面之间的相互作用力

决定。因此，探究液滴撞击作用力，揭示纳米液滴撞击动力学行为机理非常关键。

在宏观领域，Chanadra 和 Avedisian 等[10]通过实验和理论研究已经得到，液滴的最大铺

展系数βmax (最大铺展直径 Dmax/液滴初始直径 D0)在粘性区满足标度定律βmax~Re1/5(雷诺数

Re=ρD0U0/μ，其中U0为液滴撞击速度，ρ为液滴密度，μ为液滴粘度)，在惯性区满足标度定

律βmax~We1/2(韦伯数 We=ρD0U0
2/γ，其中γ为液滴表面张力)；Richard 等[11]实验研究了宏观水

滴的接触时间，发现接触时间τ不依赖于撞击速度，且满足标度定律τ~(ρR0
3/γ)1/2(其中R0为液

滴初始半径)；本研究团队[12]研究了毫米液滴撞击超疏水表面的作用力，发现了反直觉的作

用力双峰特性：第一个峰值出现在铺展阶段，无量纲作用力峰值满足标度Fpeak
* ≈0.85；第二

个峰值出现在回缩阶段，无量纲作用力峰值满足标度定律Fpeak
* ≈0.45(Fpeak

* =Fpeak/ρU0
2D0

2，其

中Fpeak为液滴撞击作用力峰值，ρU0
2D0

2为液滴的惯性力)。
在微观领域，由于尺度效应的影响，液滴撞击固体表面动力学基本规律和机理与宏观领

域截然不同。Wang 等[13]采用分子动力学模拟的方法，证明了纳米液滴撞击过程的最大铺展

系数与表面接触角和韦伯数有显著关系，建立起考虑了粘性效应影响的通用模型；Xie 等[14]

研究了纳米水液滴撞击超疏水固体表面的反弹动力学，提出了纳米液滴的接触时间理论模型

τ~ ρμR0
4/γ2 1/2= R0/ν0 We2/3Re-1/3(其中ν0为液滴运动粘度)。然而，目前缺乏纳米液滴撞击作用

力特性的研究，其作用力变化机理尚不清楚。

本文使用大规模原子/分子大规模并行模拟（LAMMPS）软件包，对纳米液滴撞击固体

表面的动态过程进行了模拟，报道了纳米液滴撞击固体表面的作用力演变特性，分析了液滴
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与表面参数对液滴撞击作用力的影响规律，并构建了无量纲作用力峰值的预测关联式，进而

推动对液滴撞击固体表面动力学特性的认识，可为微纳加工、纳米材料制备和纳米生物医学

等一系列高新技术提供基础理论指导。

1 模拟方法
1.1 初始模型的构建

本文使用 LAMMPS 进行分子动力学模拟。整个系统的初始构型如图 1 所示，其中 Pt
原子(铂原子)作为基底分布在下侧，水分子为球状分布在系统正中间。模拟中液滴直径取为

D0=6 nm，10 nm，14 nm，对应的水分子数分别为 3771、17441 及 47880。将由 126075 个

Pt 原子组成的六层固体基底放置在模拟盒子的底部，并且采用虚拟弹簧为基底提供足够的

刚度和强度防止在液滴撞击过程中基底发生形变，进而防止模拟过程中原子的丢失而影响模

拟结果的准确性。计算域空间大小为 40×40×30 nm3，x 和 y 方向设置为周期性边界条件，z
方向设置为反射边界条件。

图 1 液滴撞击固体表面模拟系统的初始构型；Pt 原子为蓝色，水分子为红色。

本文使用 mW 模型[15]来模拟水分子， mW 模型不仅可以真实地还原水的动力学和热力

学特性，而且不需要计算粒子之间的长程静电作用力来体现氢键作用力，所以计算准确性高

且速度快。mW 模型中，水的密度为ρ=997 kg/m3, 表面张力系数为γ=66 mN/m。由于 mW 模

型不包括氢原子的重定向，因此水的黏度比实验值低三倍，为μ=283.7 Pa·s。Pt-Pt 和水-Pt
原子间的撞击作用力使用 L-J 12-6 势函数[16]进行描述，其表达式为：

12 6

c4 ,  E r r
r r
 

          
     

(1)

其中ε是势壁的深度，σ是有效的作用距离，r 是两个原子之间的距离，rc是相互作用的截断

距离，其值通常设置为 2.5σ。Pt-Pt 原子之间，ε=0.6938 eV，σ=0.247 nm。水-Pt 原子之间的

参数，可以通过在弛豫平衡后，将液滴移动到 Pt 基底表面的方法，测量得到：当ε=0.02 eV，

σ=0.247 nm 时，表面接触角为θ=55°；当ε=0.0068 eV，σ=0.247 nm 时，表面接触角为θ=125°；
当ε=0.0027 eV，σ = 0.247 nm 时，表面接触角为θ=160°；当ε=0.00184 eV，σ=0.247 nm 时，

表面接触角为θ=180°。
每次模拟都可以分为两个阶段——驰豫阶段和相互作用阶段。在驰豫阶段，液滴和 Pt

基底都在 NVT 系综(正则系综)下赋予 300 K 的初始温度，采用 Nose-Hoover 恒温器方法保

持系统维持在系统设定温度，并消除液滴的线性和角动量，以减小弛豫过程初始位置的变动，

该阶段时间步长为 0.002 ps，共运行 100000 步达到稳定状态。在相互作用阶段，采用 NVE
系综(微正则系综)取代整个模拟的 NVT 系综条件并移除恒温器。对液滴解除线性和角动量

限制，即解除对液滴水平和竖直方向的限制，同时赋予 z 方向的速度。第二阶段时间步长为
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0.01 ps，持续到完成液滴撞击回弹过程。

1.2 模拟方法的验证

为了验证本文模拟方法的有效性，本文首先对不同韦伯数（We）时液滴撞击固体表面

进行模拟，将所得铺展半径 R 随时间 t 的变化曲线与 Li 等结果[17]进行比较，如图 2(a)所示，

红点和黑点分别为本文和 Li 等的模拟结果。We=88.1 和 We=10.8 时的模拟结果均与 Li 等结

果符合较好。接着，模拟计算了不同韦伯数下纳米液滴撞击固体表面的最大铺展系数

βmax= Dmax D0 ，βmax随 We 的变化如图 2(b)所示，红点和黑点分别为本文和 Wang 等[13]的

模拟结果，所得模拟结果在不同区间内都与 Wang 等结果符合得很好。因此，本文模拟方法

是准确可靠的。

图 2 模拟方法的验证。(a)铺展半径随时间变化曲线对比；(b)最大铺展系数随韦伯数变化对比

2 结果与讨论
2.1 液滴形态及作用力演变

本文对纳米液滴的研究范围为 We=5~250。纳米液滴撞击超疏水表面（液滴直径 D0=10
nm，表面接触角θ=160°）的动态过程如图 3 所示，图中 t* 为无量纲时间(t*=tU0/D0，t 为时

间)。图 3(a)-3(c)分别对应 We=10，30，60，液滴处在接触表面、作用力峰值、最大铺展、

脱离表面时刻的液滴形态图；图 3(d)为 We=200 时，液滴处在接触表面、作用力峰值、飞溅、

飞溅回弹时刻的液滴形态图。从图 3(a)-3(a)可以看到，液滴与固体表面接触后，液滴开始铺

展，竖直方向动量逐渐转化为水平方向动量，液滴形态趋于扁平；在最大铺展时刻，液滴呈

饼状或椭圆状，且在边缘不产生明显的凸起轮廓；在最大铺展之后液滴会进行回缩，液膜外

缘逐渐向液滴中心处聚拢，最终发生回弹，脱离表面时呈椭球状；从图 3(d)可以看到，液滴

在作用力峰值前的形态图与 We=10，30，60 类似，不同的是高 We 下，液滴在铺展过程中会

发生飞溅现象，随后破碎成大量小液滴发生回弹。

如图 3(a)-3(d)所示，液滴撞击作用力峰值出现在碰撞发生初期，液滴此时还在进行铺展，

不论液滴最终是否发生飞溅，其峰值作用力时刻对应的形态相似，呈球冠状，液膜外侧都与

固体表面近似垂直，该无量纲作用力峰值时间和形态与毫米液滴类似[18,19]。
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图 3 纳米液滴撞击超疏水表面动态过程，(a)-(c)分别为θ=160°，We=10, 30, 60 时，液滴接触表面、作用力

峰值、最大铺展及脱离时刻的液滴形态，(d)为θ=160°，We=200 时，液滴接触表面、作用力峰值、发生飞溅

和脱离表面时刻的液滴形态。

接下来将分析纳米液滴撞击超疏水表面的撞击作用力。图 4(a)展示不同韦伯数 We 时纳

米液滴撞击作用力 F 随时间 t 的变化，可见，纳米液滴与超疏水表面接触后 2-9 ps 内，作用

力急剧增大并达到峰值。随后，作用力逐渐减小，直至液滴离开表面时作用力减小为 0。当

We 增大时，作用力峰值随之增大，而作用力峰值出现的时间基本不变。同时，液滴产生飞

溅现象时仍然满足上述规律，这说明液滴的作用力变化不受飞溅现象的影响。

图 4(b)展示不同韦伯数 We 时纳米液滴无量纲撞击作用力 F*随无量纲时间 t*的变化。由

图 4(b)可见，不同 We 时纳米液滴撞击超疏水表面后 F*随 t*的变化曲线遵循相似的主曲线，

无量纲作用力曲线的演变具有自相似性。值得注意的是，纳米液滴撞击作用力曲线始终表现

为单峰特性，未出现毫米液滴撞击超疏水表面作用力曲线中的双峰特性[20]，该现象在下文

机理阐述中将作进一步分析。

图 4 不同韦伯数下纳米液滴撞击作用力演变曲线。(a)液滴撞击作用力 F 随时间 t 的变化；(b)无量纲

作用力 F*随无量纲时间 t*的变化。（We=10, 30, 60, 120, 200）。
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2.2 纳米液滴撞击作用力的影响因素

2.2.1 液滴尺寸对作用力的影响

图 5 展示不同直径液滴（D0=6，10，14 nm）撞击超疏水表面(θ=160°)时无量纲作用力

F*随无量纲时间 t*的变化。图 5(a)和(b)分别为 We=30 和 60 时无量纲作用力演变曲线。可见，

在 We 相同的情况下，不同液滴直径 D0 对应的 F*-t*曲线均遵循相似的主曲线。图 5(a)中，

无量纲作用力峰值为Fpeak
* ≈1.06~1.16，对应的无量纲时间为 tpeak

* ≈0.2 。图 5(b)中，

Fpeak
* ≈0.99~1.04，tpeak

* ≈0.2。因此，无量纲作用力演化曲线 F*-t*几乎不受 D0 的影响，无量纲

作用力峰值Fpeak
* 和无量纲作用力峰值时刻tpeak

* 均与 D0无关。

图 5 不同直径液滴（D0=6，10，14 nm）时的无量纲作用力演变曲线。(a)We=30；(b) We=60。

2.2.2 表面润湿性对作用力的影响

图 6 展示液滴(D0=10 nm)撞击不同润湿性表面（θ=55°，125°，160°）时无量纲作用力

F*随无量纲时间 t*的变化。图 6(a)和(b)分别为 We=30 和 60 时无量纲作用力演变曲线，并依

据曲线的变化趋势分为上升、下降和稳定阶段。可见，在作用力上升阶段，不同接触角θ对
应 F*-t*曲线的变化趋势遵循相似的主曲线；在下降阶段，液滴不遵循相似规律，下降的过

程不同；在稳定阶段，无量纲作用力稳定值随接触角的增大而减小。图 6(a)中，无量纲作用

力峰值为Fpeak
* ≈1.12-1.17，对应的无量纲时间为tpeak

* ≈0.2。图 6(b)中，Fpeak
* ≈1.00-1.04，tpeak

* ≈0.2。
因此，无量纲作用力上升演化曲线 F*-t*几乎不受θ的影响，无量纲作用力峰值Fpeak

* 和无量纲

作用力峰值时刻tpeak
* 与θ无关，这是因为在接触初期，惯性力占主导地位，远大于表面张力

或粘性力的作用[12]。但需指出，当表面润湿性变化（亲水、疏水、超疏水）时，纳米液滴

撞击固体表面的作用力曲线始终表现为单峰特性。

图 6 不同润湿性表面（θ=55°, 125°, 160°）的无量纲作用力演变曲线。(a)We=30；(b) We=60。
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2.3 纳米液滴撞击作用力峰值

2.3.1 作用力峰值的理论预测关联式

本节对纳米液滴撞击固体表面的无量纲作用力峰值Fpeak
* 进行定量分析。图 7(a)和(b)分别

展示了液滴尺寸和表面接触角不同时Fpeak
* 随 We 的变化。Fpeak

* 的变化满足以下预测式：

1 4
*

peak
2.65 , 50
1,                50

We We
F

We

 

 

(2)

当 We<50 时，Fpeak
* 随 We 的增加而减小，满足Fpeak

* ~We-1/4。这是因为，当液滴撞击速度较小

时，粘性效应不可忽略，故Fpeak
* 的变化处于粘性区间。与毫米液滴撞击作用力变化类似[18]，

粘性区间内Fpeak
* ~Re-1/2，由于模拟范围内奥内佐格数 Oh(Oh=ReWe-1/2)变化很小，因此满足

标度律Fpeak
* ~Re-1/2~We-1/4。当 We≥50 时，Fpeak

* 近似保持不变，满足Fpeak
* ≈1，即纳米液滴撞击

作用力与液滴惯性力一致，表明Fpeak
* 的变化进入惯性区间。惯性区间内，液滴撞击作用力与

惯性力相近。纳米液滴的惯性区间（We≥50）比毫米液滴惯性区间（We≥30）更大。

需要强调，公式(2)可适用于不同液滴尺寸、表面润湿性、液滴撞击现象（粘附、回弹、

飞溅等）时的纳米液滴撞击作用力的预测，具有很好的普适性。

图 7 不同液滴直径 D0与表面接触角θ时无量纲作用力峰值随韦伯数的变化。

(a) θ=160°，D0=6, 10, 14 nm；(b) D0=10 nm，θ=55°, 125°, 160°。

2.3.2 消失的第二个作用力峰值

纳米液滴撞击不同润湿性表面时作用力曲线均表现为单峰特性，该特征不同于毫米液滴。

毫米液滴撞击亲水表面时作用力表现为单峰特性[20]，而撞击超疏水表面时作用力表现为双

峰特性[12]。以下将分析对纳米液滴撞击超疏水表面时第二个作用力峰值消失的原因。

Hu 等[12]发现毫米液滴撞击超疏水表面时发现液滴的第二个作用力峰值出现在回缩阶段。

第二个作用力峰值出现的主要原因是液滴在最大铺展时将形成中间薄外缘厚的液膜结构，回

缩阶段在表面张力主导作用下，外侧液膜向中间聚拢，使内外液膜相撞，中间处液体冲击固

体表面，引起了撞击作用力的明显上升。

图 6(a)-6(c)展示了不同 We 时纳米液滴撞击超疏水表面后最大铺展时刻的侧视图和剖面

图与回弹时刻的侧视图。可以直观地看到，在最大铺展时刻，液滴呈半椭球状或扁饼状，未

出现中间薄边缘厚的结构，因此在回缩阶段，中间处液体难以对表面产生有效的冲击。在回

弹阶段，液滴呈球状或椭球状，未发生射流现象。因此，纳米液滴撞击超疏水表面时未产生

第二个作用力峰值。
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图 8 液滴最大铺展和回弹的形态图。(a) We=10；(b) We=30；(c) We=60。

3 结 论
本文通过分子动力学模拟研究了纳米液滴撞击固体表面过程中作用力的变化特性，讨论

了纳米液滴撞击动态过程，分析了影响液滴撞击作用力的因素，并建立了作用力峰值的预测

关联式。主要结论如下：

(1)分析了纳米液滴撞击固体表面的动态过程和作用力演变特性。报道了不同韦伯数下

纳米液滴形态演变特征，发现撞击过程中 F-t 和 F*-t*曲线均呈先增后减的变化趋势，作用力

演变不受液滴飞溅影响，F*-t*曲线遵循相似的主曲线，且始终表现单峰特性。

(2)讨论了液滴尺寸和表面润湿性对纳米液滴撞击作用力的影响，其结果表明：液滴尺

寸对 F*-t*曲线几乎没有影响，Fpeak
* 和tpeak

* 也与液滴尺寸无关；由于撞击初期惯性力占主导作

用，表面润湿性对 F*-t*曲线上升阶段几乎没有影响，Fpeak
* 和tpeak

* 也与表面润湿性无关。

(3)构建了作用力峰值的预测关联式并分析了作用力峰值的变化机理。当 We<50 时，为

粘性区间，作用力峰值为Fpeak
* =2.65We-1/4；当 We≥50 时，为惯性区间，Fpeak

* =1。纳米液滴在

最大铺展时刻和回弹阶段的形态与毫米液滴不同，超疏水表面上不存在第二个作用力峰值。
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摘要：本文建立了电弧-工件耦合模型对放电过程中的电弧通道演化及粒子分散过程进行了数值模拟，

结果表明，随着放电时间的增加，电弧不断向工件传递热量并施加压力作用，工件受热压作用产生放

电坑，弧柱被拉长变窄，电弧的温度有所下降，受电弧弧柱作用，工件表面的速度和动压增大，从而

驱动粒子不断运动，实现分散效果。本研究对于揭示等离子体电弧作用下的粒子分散机理以及优化粒

子分散过程具有一定的指导作用。

关键词：等离子体；电弧；通道演化；粒子分散

0 前言

电弧放电等离子体是一种高度电离气体，由于具有高能流密度、绿色、快速等优势，

可以用于材料制备、焊接、切割等领域[1-3]。其基本原理在于，通过在阴阳两电极间施加

高压，从而两电极间的介质被击穿产生电弧，形成高温等离子体通道，材料在等离子体

热压效应下实现加工和制备[4]。然而，受制于各种因素影响，等离子体对材料加工处理

效果往往千差万别，因此，探究电弧放电等离子体产生和演化过程对于阐释材料加工作

用机理是至关重要的。

近年来，大量学者试图通过实验和数值模拟的角度来探究等离子体形成和演化规律，

以期对电弧放电等离子体有更深层次的认识和理解，Xia 等人[5]通过测量电极的温升和去

除量，得到在单次放电过程中分布在阳极和阴极的能量。Yang 等人[6]提出了基于等效热

源的放电介质接头热应力场计算方法，建立了电弧的三维磁流体动力学

(Magnetohydrodynamics, MHD) 模型，基于 MHD 理论，用质量方程、动量方程、能量

守恒方程和电磁方程描述了电弧的流场。Tang 等人[7]采用等离子体和电极相统一的模型，

对轴向磁场作用下的大气直流电弧进行了数值模拟。模拟结果表明，在有轴向磁场的情

况下，阴极电弧附着体向尖端收缩，随着轴向磁场的增大，阴极尖端附近的等离子体温

度升高。Singh [8]利用热传递方程研究了在不同电火花加工参数下能量传递到工件的百分

比百分比，并将最佳参数与输入放电能量的最佳利用联系起来，从而有助于提高该工艺

的工艺性能。尽管这些研究对于理解和阐释等离子体能量转化与等离子体-工件作用机制



提供了良好的借鉴，但同样存在着一定的局限性，例如，大部分研究都是将等离子体等

效为热源，并且假定等离子体热源为盘状或点状，使得加工过程中的热流密度分布为高

斯分布或均匀分布，这极大地影响了模型的可行性[9-10]。此外，等离子体电弧放电过程

中工件的烧蚀导致的电极间距变化也会影响电弧的演变，这需要进一步去探究。

在之前的研究中[11-12]，我们开发了一套基于等离子体电弧的纳米材料分散设备并实

现了碳纳米管、四氧化三铁等纳米材料的分散。其主要过程是将待分散的纳米材料与无

毒液体混合后压制成圆柱作为阴极，金属钨棒作为阳极，在两个电极之间施加高压产生

等离子体电弧，借助于等离子体电弧热压效应实现纳米材料的分散，如图 1 所示。尽管

如此，通过实验的手段很对等离子体电弧演化和纳米材料分散有深入的了解，因此，本

研究借助于 FLUENT 软件采用数值模拟的手段探究等离子体电弧的演化过程，建立了电

弧-工件耦合模型探究电弧作用下的粒子分散效应，从而阐释等离子体电弧作用下的分散

机制。

图 1 基于等离子体电弧的纳米材料分散示意图

1 模型的建立

1.1 几何模型

由于研究对象的轴对称特性，其几何模型可简化为二维轴对称，如图 2 所示。黄色

虚线为对称轴，模型包括电极区域 ABKJ、空气气氛区域 BCFHGJ 和工件区域 CDEF 三

部分。电极与工件之间的放电间隙为 DC, JKB 为电极与电弧等离子体的界面，CF 为工

件与电弧等离子体的界面。

图 2 几何模型示意图



1.2 基本假设

基于相关理论研究和实验研究，在探索等离子弧通道演化和粒子分散过程中，可以

做出以下合理假设:
1．等离子体电弧处于局部热力学平衡(LTE)状态[13]。

2．等离子体是不可压缩的(低马赫数)[14]。

3．等离子体是牛顿流体混合物，且局部是中性。

4．忽略能量方程中的粘性耗散和压力功。

5．等离子体电弧处于层流稳态，是对称的连续介质(低雷诺数)。

1.3 控制方程

在前文已提及，本文针对等离子体电弧分散方法提出了一种耦合模型探究等离子体

电弧演化与粒子分散过程，通过控制方程之间的数据联系实现耦合。在控制方程方面，

本文建立了电弧的 MHD 模型，并基于麦克斯韦方程对电磁场进行了描述。

∇� = �� (1)

欧姆定律：

� = ��� (2)

� =− (∇�) (3)

磁矢量势 :

∇2� =− �0� (4)

磁通密度 :

� = ∇ × � (5)

�和�为电流密度和磁感应强度的矢量，�为电场强度矢量，�为磁矢量势 , �0

为磁导率常数，��为电导率，�是电势，��为电流源项。

根据所建立的电磁模型，等离子体电弧的控制方程为：

质量守恒方程:

��
��

+ ∇ ∙ �� = 0 (6)

动量守恒方程 :

�
��

�� + ∇ ∙ ��� =− ∇� + �∇� + �� + �� (7)

�� = � × � (8)

能量守恒方程：

�
��

�ℎ + ∇ ∙ ��ℎ = ∇ ∙ �
��

∇ℎ + �� (9)

�� = �� + �� + ���� (10)



��为能量源项， ��, �� 和 ����分别为电子通量、焦耳加热和辐射热源引起

的焓输运。

�� = 5��
2�

( �
��

∙ ∇ℎ) (11)

�� = � ∙ � (12)

辐射热源����根据文献查找结果，可以用总体积发射系数来描述[2]：

���� =
0,

4��(�4 − �0
4)

�<1000�
�≥1000�

(13)

� = 13 1
�

�
�0

, �0 = 1 ��� (14)

其中�为斯蒂芬玻尔兹曼常数，�为总体积发射系数，�0为环境温度。

等离子体电弧的热效应引起工件(阴极)表面的相变，应用 VOF 连续方程来描述。

��
��

+ ∇ ∙ �� = �� (15)

式中，�和��分别为质量源项引起的体积分数和各相体积分数的变化。根据定义，�

为 1 表明目标流体充满整个网格单元；当�取值为 0 时，表明目标流体不存在于网格单

元。

为了研究等离子体电弧对纳米粒子的分散效果，建立了简化的粒子分散模型，模型

基于以下假设条件：粒子为理想球体，内部温度均匀一致；粒子受力为重力、热泳力和

拖拽力，并忽略其他力；粒子比热为常数。

通过上述假设，由于电弧热激发的粒子运动可以用下列式子描述：

�� + �� + �� = ��
���

��
(16)

��,� =− ��,�
1

���
��
��

(17)

�� = 18��
����

2
�����

24
� − �� (18)

��、��、��分别是粒子所受重力、热泳力和拖拽力, ��为粒子速度矢量，���、��、

��,�分别为粒子雷诺数，阻力系数和热泳力系数，�p 为粒子密度，��为粒子质量，��

为粒子直径，�为等离子体动力粘度，�和�分别是等离子体的温度和速度。

根据等离子体电弧传热过程的能量方程，可以将电弧热诱导粒子的温度

变化描述为:

��� = 4
3

�( ��

2
)3����

���

��
= 1

6
���

3����
���

��
= �� + ���� (19)



�� = ���
2ℎ � − �� (20)

���� = ���
2���(�4 − ��

4) (21)

根据 Ranz-Marshall 准则 [15]，可以得到粒子与等离子体之间的传热 :

�� = ℎ��

�
= 2.0 + 0.6���

1/2��1/3 (22)

其中，��为粒子吸热， ��为粒子比热，��为粒子温度，��为粒子发射率，��为对

流换热量，����为辐射换热量，��为努塞尔数，ℎ为对流换热系数，�为导热系数，��
为普朗特数。

本研究用到的四氧化三铁的物理性质参数如表 1 所示。

表 1 四氧化三铁的物理性质

密度

(kg·m-³)
比热

(J·kg-1·K-1)
熔点

(K)
熔化焓

(kJ·mol-1)
沸点

(K)
蒸发焓

(kJ·mol-1)

5240 460 1870 169 3173 345
1.4 边界条件

在仿真模型中，电压和电流同时施加在电极和工件上，作为耦合模型的能量输入。

工件边界 ED 的电势设为零，电极边界 AJ 电势通过电极表面的平均电流密度来定义。外

部边界条件的详细情况如表 2 所示。JI 作为空气进口速度设置为 0.60 m·s-1，GF 边界作

为压力出口设置为一个大气压 101325 Pa，等离子体活动区域的外边界为 IHG 表面，传

热边界设为开边界。只考虑工件边边界 FE 和底边界 ED 的热传导，工件初始温度设为环

境温度 300 K。

表 2 模型的外部边界条件

边界 温度 (K) 压力 (Pa) 速度 (m·s-1) 电势 (V)

ABCD
��
��

= 0
��
��

= 0
��
��

= 0
��
��

= 0

AJ 300 - -
���

���
2 =− ��

��
��

JI 300 - 0.60
��
��

= 0

IH �� ∙
��
��

- -
��
��

= 0

HG �� ∙
��
��

- - ��
�� = 0

GF 300 101325 -
��
��

= 0

FE 300 - -
��
��

= 0

ED 300 - - 0



2 结果与讨论

2.1 等离子体电弧通道演化过程分析

2.1.1 温度场分布

弧柱区的气体温度高达上万开，是电弧的主要组成部分，直观上就是电弧的绝大部

分区域，分析弧柱区温度变化情况，对整个电弧温度场的研究有重要意义。等离子体电

弧演化过程的温度场分布如图 3 所示，可以看出在 0.05 s 时形成的电弧作用在工件表面，

由于工件-弧柱之间的相互作用，形成工件表面宽、电极表面窄的结构；随着电弧放电时

间的增加，等离子体电弧弧柱的热量逐渐向工件传递，工件表面出现熔坑（图 3b），此

时，电极和工件之间的距离被拉长，弧柱收缩变窄，并且最大温度较 0.05 s 时刻有所升

高；随着电弧放电时间的进一步增加，弧柱的热量进一步向工件传递，弧柱的温度有所

下降，熔坑进一步变大，如图 3c 和 3d，这也进一步增大了电极与工件之间的放电间距。

这可能会进一步影响电弧的放电特性，在本研究中并未对此做进一步的研究讨论。

图 3 温度场分布云图

为了数据化电弧放电过程的温度分布数据，我们分别提取了工件表面以及弧柱中心

的温度，如图 4 所示。图 4a 显示出了工件表面沿径向的温度分布，可以看出，从电弧作

用中心到半径为 R=3 mm 区域，工件表面的温度随半径的增大而快速降低，在距离电弧

中心处半径约为 4 mm 时降低到室温，总体呈现出高斯分布。不同放电时间下工件中心

的温度分布略有差异，随着电弧放电时间的增加，弧柱作用中心处的工件表面温度逐渐

升高，从 0.05 s 到 0.06 s，弧柱作用中心（工件中心）的温度升高尤其明显，当电弧放

电时间为 0.07 s 和 0.08 s 时，弧柱作用中心的温度变化不再明显，而弧柱作用中心周围

的温度开始升高，表明热量开始从受弧柱影响的工件中心向周围传递。图 4b 显示出了弧

柱中心轴向的温度分布，可以看出，随着电弧放电时间的增加，弧柱中心区域的温度逐

渐下降，工件受电弧热作用产生熔坑，使得电弧逐渐向工件深处蔓延，弧柱区的长度增



加，电弧整体拉长。此外，越靠近工件，电弧的温度越低，这是由于电弧向工件传递了

热量，在电弧和工件之间形成了较大的温度梯度。

图 4 温度场分布云图

2.1.2 速度场分布

等离子体电弧演化过程的速度场分布如图 5 所示，可以发现，最大速度在电弧中心

处，由中心向边缘，速度逐渐减小。在等离子体电弧放电初期（t=0.05s），由于工件-弧
柱之间的相互作用，造成受电弧冲击的工件中心的速度较低，并且等离子体电弧弧柱内

部和弧柱周围的气流沿径向流动，整体形状呈现出钝形，此时最大的流速为 5.02 m·s-1。

随着电弧持续放电，在等离子体电弧弧柱作用下，工件发生相变和形变，工件中心的熔

坑逐渐改变了气流的方向，由沿径向扩散蔓延逐渐偏向弧柱轴向，并且，随着放电时间

从 0.06 s 到 0.07 s 再到 0.08 s，气流的最大速度逐渐增大，从 8.57 m·s-1 到 8.92 m·s-1 再到

9.02 m·s-1。气流的增加也会带动工件粒子的运动，粒子分散运动过程会在后文展开讨论

分析。

图 5 速度场分布云图



2.1.3 压力场分布

速度场地改变会引起压力场的变化，为下文更好地分析粒子分散运动过程，这里我

们以动压为研究对象，图 6 显示了等离子体电弧演化过程的压力（动压）场分布，可以

观察到，动压力场的演化规律与速度场的演化规律相似，等离子体电弧刚作用到工件表

面时（0.05 s），由于工件-弧柱之间的相互作用，造成受电弧冲击的工件中心的动压最低，

此时表明受弧柱冲击的工件并未产生大的形变。与此同时，弧柱受工件的反作用，造成

等离子体电弧弧柱内部和弧柱周围的气流沿径向流动，与流动相关的动压同样表现出与

之类似的现象，此时最大的动压为 15.46 Pa。随着电弧持续放电，工件中心产生了熔坑

逐渐改变了气流的方向，同时也改变了动压分布，动压较大的区域由沿径向扩散蔓延逐

渐偏向弧柱轴向，并且，随着放电时间从 0.06 s 到 0.07 s 再到 0.08 s，动压的最大值逐渐

增大，从 45.01 Pa 到 48.79 Pa 再到 49.84 Pa。

图 6 压力场分布云图

2.2 粒子分散过程分析

为探究等离子体电弧作用下的粒子分散过程，捕捉了等离子体电弧作用下的粒子运

动过程，如图 7 所示，可以看出，在放电时间 0.05 s 时工件表面受到电弧弧柱热压作用

开始产生形变和温度变化，随着放电时间的增加，粒子开始激发出来，并形成放电坑，

随着放电时间的不断增加，放电坑逐渐增大，更多的粒子分散出来，从而可以实现连续

化分散。基于前文对温度场的分析，持续放电过程产生的放电坑增加了放电距离，这将

会影响等离子体电弧特性，我们将会在未来的研究中做进一步的探讨。



图 7 粒子分散演化过程

4 结 论

本文为探究等离子体电弧放电过程的通道演化以及粒子分散过程，建立了电弧-工件

耦合模型进行数值模拟，得到如下结果：

（1）、等离子体电弧放电初期（0.05 s），由于电弧-工件相互作用，近工件区弧柱呈

现出扁宽的形状。随着放电时间的增加（0.06 s-0.08 s），电弧不断向工件传递热量并施

加压力作用，工件受热压作用产生放电坑，弧柱被拉长变窄，电弧的温度有所下降；

（2）、由于等离子体电弧弧柱对工件的热压作用，工件表面的速度和动压增大，从

而驱动工件内的粒子不断运动，达到分散的效果。
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摘要：RPI 模型缺乏对气泡生长阶段过热液体层传热以及气泡等待阶段液相对流换热的数学描述。本

文建立了从气泡生长周期和加热面积两个维度对过冷流动沸腾热流分配模型的分析方法，计入了气泡

生长阶段过热液体层传热项以及气泡等待阶段的液相对流项；基于加热壁面汽化核心随机分布假设，

构建了考虑两个气泡相互影响的气泡影响面积计算方法，并开展了气泡影响面积系数敏感性分析。新

模型优化了对壁面温度和换热系数的预测结果。

关键词：计算流体力学；过冷流动沸腾；热流分配模型；RPI 模型

0 前言

压水堆燃料组件内出现的过冷流动沸腾涉及复杂的气液相变过程，随着计算机技术

的快速发展，围绕着两相 CFD 技术的核动力系统高精度热工水力方法成为反应堆设计阶

段热工水力特性的重要分析手段[1]。

RPI 模型[2]是两相 CFD 计算中应用最多、较为成熟的热流分配模型，已有学者在

RPI 的框架下成功的预测了竖直圆管[3-9]、内螺纹管[10]、PSBT 子通道[11][12]以及燃料组件
[13][14]在过冷流动沸腾中的关键参数。Gilman[15][16]基于 Phillips[17]在池沸腾中观察到的实

验现象，考虑了气泡滑移、微液膜蒸发的传热机制，构建了新的热流分配模型；

Kommajosyula[18]和 Pham[19]对 Gliman 模型进行了简化，并用 CFD 程序进行了模型验证，

逐渐形成了 MITB(MIT Boiling Model)热流分配模型。国内的研究中，西安交通大学李林

峰[20]和刘凯[21]针对矩形通道内气泡滑移现象，开发了适用于矩形窄缝通道包含滑移热流

的壁面热流分配模型，采用西安交通大学反应堆热工水力研究室(Nuthel)窄缝通道沸腾实

验进行了模型验证，结果表明新模型可以较好的预测压力在 1~4 MPa 下窄缝通道流动沸

腾的壁面温度。哈尔滨工程大学张蕊[22]在 RPI 的基础上考虑了气泡滑移热流，并用窄缝

通道内过冷流动沸腾试验进行了验证。上海交通大学 Wang[23]等建立了包含气泡滑移在

内的五分量热流分配模型，基于 DEBORA 实验数据进行了标准题计算，结果表明新模

型对空泡份额和壁面温度的预测优于 RPI 模型。

目前研究者针对新的可视化试验结果，提出了多个包含更多沸腾过程传热机制(如
滑移热流、微液膜蒸发)的热流分配模型，但是这些新的热流分配模型均是在加热面积维

度对沸腾过程传热机制的研究，在气泡生长周期维度考虑更多的气泡行为对沸腾传热机



制的影响的研究较少。此外，在两相 CFD 的流动沸腾分析模型中，对于高热流密度工况

下气泡影响区域内面积重叠对壁面热流分配的影响未见报道。

热流分配模型直接影响两相 CFD 计算的准确性和稳定性。本文在 RPI 模型的基础

上计入了气泡生长阶段过热液体层传热以及气泡等待阶段的液相对流传热；基于加热壁

面汽化核心随机分布假设，建立了考虑两个气泡相互影响的气泡影响面积计算方法；开

发了适用于压水堆工况(高压、高热流密度)包含更多传热模式的 CFD 壁面沸腾模型。

1 数学模型

1.1 近壁面传热机理模型

采用壁面热流分配模型描述沸腾现象最早由 Judd 和 Hwang[24]于 1976 年提出。在两

相 CFD 计算程序中，应用最多、最成熟的热流分配模型是 Kurul 和 Podowski[2]提出的

RPI 模型，该模型描述的近壁面传热机制如图 1 所示，壁面热流被分为液相对流换热、

淬冷热流以及蒸发热流：

w fc q eq q q q   (1)

液相对流换热：

   , 1fc RPI q fc w lq K h T T   (2)

淬冷热流：

 , 0

1 wt

q RPI q w l q
g w

q h T T dt K
t t

  
  (3)

蒸发热流：

3 3
, lg lg0

1
6 6

gt

e RPI g g d
g w

q h d d N h Nfd
t t

         (4)

式中，��为壁面总热流，W；���,���为液相对流换热热流，W；��,���为淬冷热流，

W；��,���为蒸发热流，W；��为气泡影响面积系数；ℎ��为液相对流换热系数，W/(m2K)；
ℎ�为淬冷换热系数，W/(m2K)；��为气泡脱离直径，m；N 为汽化核心密度，1/m2；f 为
气泡脱离频率，1/s；��为气相密度，kg/m3；ℎ��为汽化潜热，J/kg；tw、tg分别为气泡等

待时间、气泡生长时间，s。
当加热壁面出现沸腾现象时，存在气泡的区域和不存在气泡的区域具有完全不同的

换热机制；存在气泡的区域在不同的气泡生长周期内也同样具有完全不同的换热机制。

热流分配模型需要同时兼顾加热面积上气泡区和非气泡区、气泡区不同气泡生长周期的

换热机制，即所谓的热流分配模型是指的边界热流在加热面积和气泡生长周期两个维度

上的分配模型，因此就可以从气泡生长周期和加热面积两个维度构建新的热流分配模型

的分析方法。RPI 模型详细的热流分配机制如图 2 所示，注意到式中蒸发热流��在计算

过程中仅在 N 个汽化核心点上产生，因此该项热流仅占据时间维度上的份额，并不占据

面积维度上的份额。RPI 模型并没有对气泡生长引起周围过热液体层的扰动进行建模；



同时在漫长的热边界层重构的气泡等待时间内近壁区域沸腾传热机制仅存在气泡脱离引

起非稳态导热的淬冷热流。

图 1 RPI 模型中沸腾传热机制 图 2 RPI 模型中壁面热流分配

基于此分析方法，本文建立了如图 3、图 4 所示的新热流分配模型，将壁面热流分

为了五项热流：

1 2w fc fc tg tw eq q q q q q     (5)

图 3 新模型中沸腾传热机制 图 4 新模型中壁面热流分配



新模型中的热流分配从机理上可以分为四类：

1） 蒸发热流

蒸发项包括两种传热机制：空穴内气泡生长初期惯性控制生长阶段的汽化潜热以及

微液膜蒸发。Guion[25]的研究中提到，微液膜的厚度随压力的增加而减小，且高压下微

液膜蒸发对壁面热流分配的贡献可忽略不计。因此新模型中蒸发热流只计入气泡从直径

为 0 生长为脱离直径��的汽化潜热，计算方法同式。该项热流面积分配份额为 N 个离散

点，时间分配份额为气泡生长时间。

2） 过热液体层传热

在 Zeng[26]、Hoang[27]、Yoo[28]、董晓朦[29]建立的基于热平衡的气泡生长模型中，过

热液体层传热是重要的传热模式。本文建立的近壁面传热模型如图 3 所示，在气泡生长

阶段，气泡影响面积被过热液体层覆盖，因此存在着壁面热流向过热液体层的传热模式。

在气泡生长阶段气泡直径快速增加，扰动热边界层产生过热液体层传热：

 
0

1 gt l
sl w l q

g w f

q b T T dt K
t t t




  
  (6)

式中 b 为实验常数，本文取 b=1[26]；该项热流面积分配份额为气泡影响面积份额，

时间分配份额为气泡生长时间。

3） 淬冷热流

淬冷热流只发生在气泡影响面积内，是由于气泡脱离引起的热边界层扰动产生的非

稳态导热带来的额外强化换热项，该过程换热系数的计算可简化为半无限大平板的导热

问题[16]：

l
q

f

h
t




 (7)

式中��为液相导热系数，W/(mK)；��为液相热扩散系数，m2/s。



图 5 一个气泡生长周期内非稳态导热换热系数的变化

在一个气泡生长周期内非稳态导热换热系数的变化如图 5 所示。当气泡直径增大到

脱离直径后气泡脱离加热壁面，冷流体填充已脱离气泡占据的空间，产生热量传递(qq)。
不同的计算模型采用了不同的方式计算该项热流，主要区别是在时间维度上分配了不同

的份额。例如 RPI 模型[2]中对该项热流分配的时间份额是气泡等待时间，即采用式在 0~tw

上对 hq积分计算(图 5 中黄色部分面积)。MIT[15][18][19]、西安交通大学[20][21]、哈尔滨工程

大学[22]计算模型中分配的时间份额则是非稳态导热占主导的特征时间(t*)，即：

   
*

*
,( , , ) *0

2t l w l l
q MIT XJT HEU q q w l

f f

T T
q f dt K t fK T T

t t

 
 


    (8)

当� = �∗时，非稳态导热的换热系数与液相对流换热系数相等，即:

*

2 l
fc

f

h
t




 (9)

由式可得非稳态导热占主导的特征时间：

2

* 1l

fc f

t
h



 

   
 

(10)

本文认为对 qq 的处理应当分为两种情况：当非稳态导热占主导的特征时间小于气泡

等待时间时(�∗ < ��)，则对该项热流分配的时间份额是特征时间 t*；当非稳态导热占主

导的特征时间大于气泡等待时间时(�∗ ≥ ��)，则对该项热流分配的时间份额是气泡等待

时间 tw：

 

 

*
*

0

*
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w

t l w l
q w

f

q
t l w l

q w
f

T T
f dt K t t
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f dt K t t
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
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
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
 


 

  





(11)

4） 液相对流换热

非气泡影响区液相对流换热在面积维度分配的份额为(1-Kq)，时间维度分配的份额

为 1：

   1 , 1fc fc RPI q fc w lq q K h T T    (12)

如图 5 所示，当非稳态导热占主导的特征时间小于气泡等待时间时(�∗ < ��)，则在

热边界层重建的气泡等待时间内除非稳态导热项占主导的时间外，在剩余气泡生长周期

内仍然存在液相的单相对流 qfc2。对该项热流分配的面积份额为 Kq，时间份额为(1 −
��� − �∗�)，即：



   * *

2 *

1

0
q w fc w l w

fc

w

K t f t f h T T t t
q

t t

     


(13)

1.2 气泡影响面积计算

在热流分配模型中，气泡影响面积用来表征加热壁面上受沸腾影响的面积份额，即

在面积维度对热流的分配，通常定义如下：

2

4q dK K d N
  (14)

式中 K 为气泡影响面积系数。尽管针对 K 的取值已经开展了大量的研究工作，但

是研究人员并没有得到一致的结论，表 1 汇总了各部分研究工作 K 的推荐值。考虑到缺

乏仅在面积维度对气泡影响面积系数的高压过冷流动沸腾的实验研究，在后文对 K 的取

值开展了敏感性分析。

式仅适用于较低热流密度、汽化核心较少的工况。在压水堆燃料组件的高热流密度

的工况下，会出现几个汽化核心的影响面积在一个气泡生长周期内相互重叠的情况，此

时采用式计算气泡影响面积会导致其计算值大于 1，即造成热流分配模型中分配给液相

对流换热的份额小于 0；因此 RPI 模型[2]、MIT 模型[18]中均对式计算出的最大值进行了

限制，这种方法虽然避免了出现非物理解，但是掩盖了热流分配的物理本质。本文尝试

在 CFD 计算模型中加入气泡重叠部分面积对热流分配的影响。尽管已有研究表明加热壁

面上的汽化核心呈现一定的分布特征[33]，但是考虑到在高压、高热流密度工况下气泡脱

离直径变小、汽化核心点增多，因此汽化核心的分布比低压、低热流密度的工况更符合

随机分布假设。

表 1 气泡影响面积系数的研究

作者 K 值 备注

数值模拟

Gilman[15][16] 1 流动沸腾

张蕊[22] 1 流动沸腾

尚泽敏[8] 2 流动沸腾

李林峰[20]、刘凯[21] 4.8exp ( −
�����

80
) 流动沸腾

实验研究

Rohsenow[30] 4 池沸腾

Kenning[31] 4.84 流动沸腾

Alade[32] 0.5 流动沸腾

假设发生重叠后气泡影响面积减小为：

,q new qK XK (15)

式中 X 可定义为重叠系数，X 的物理意义如图 6 所示，当仅考虑两个气泡相互作用



时重叠系数的取值范围为(0.5,1]，X=1 表示气泡影响面积中不存在重叠区域。X 可由下式

计算[31]：

(a) X=1 (b) X=0.8 (c) X=0.5

图 6 两个气泡相互作用时 X 的取值

1

m

m

yX
m





 (16)

式中 ym 表示在气泡影响面积内受 m 个汽化核心影响的面积份额；其在数值上等于

一个汽化核心周围� �
4

��
2的面积内存在(m-1)个其它汽化核心的概率，由汽化核心的随机

分布假设可得：
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将式带入式，由泰勒公式可得考虑气泡重叠后的气泡影响面积计算方法为：

2
4

, 1
K d Nd

q new qK XK e


 

   (18)

如图 7 所示为式和 RPI 模型计算的气泡影响面积份额与 Kenning[31]试验、Alade[32]

中真实沸腾面积的对比。可以看到，式计算得到的气泡影响面积与试验值更接近，证明

了随机分布假设的合理性和准确性；而 Alade 模型[32]在 Kq,OLD较大时出现了非物理解。

本文仅考虑两个气泡相互重叠的情况，可进一步求得气泡影响面积内不重叠部分的面积

系数为：

22
44

, 1 , 1
K d NK d N dd

q withoutoverlap q newK y K e e
     

    
 

(19)

重叠部分的面积系数为：

 
2 2

4 4

, 1 ,1 1 1
K d N K d Nd d

q overlap q newK y K e e
 
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  
(20)

在气泡影响面积的重叠区域，由于存在多次淬冷，其瞬态导热热流的换热系数是非

重叠区域换热系数的
4
3
倍[31]，即对于气泡影响面积内过热液体层传热以及淬冷热流的计算



为：
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图 7 新模型和 RPI 模型计算的气泡影响壁面面积份额与实验值对比

至此，本文建立了五分量的壁面热流分配模型。如图 5 所示，新模型在 RPI 模型的

基础上涵盖了更多的热流项。新模型与 RPI 模型的对比如表 2 所示。

1.3 其它闭合模型

为了使壁面热流分配模型方程组封闭，需要对汽化核心密度、气泡脱离直径等参数

进行建模，目前对于高压下过冷流动沸腾相关子模型的精细化建模仍存在较大的困难。

如表 3 所示，本文在尚泽敏[8]等进行的敏感性分析工作的基础上选择了所使用的闭合模

型。

表 2 新模型与 RPI 模型对比

RPI 模型 新模型

液

相

对

气泡影

响面积

区

——
   * *

,
2 *

1

0
q new w fc w l w

fc

w

K t f t f h T T t t
q

t t

     




流 非气泡

影响面

积区

   , 1fc RPI q fc w lq K h T T      1 ,1fc q new fc w lq K h T T  

淬

冷

热

流

气泡生

长阶段
——  , ,

2 4
3

l
sl g q withoutoverlap q overlap w l

f g

q t f K K b T T
t




    
 

气泡等

待阶段
 ,

2 l
q RPI w q w l

f w

q t fK T T
t




 

 

 

* *
, ,*

*
, ,

2 4
3

2 4
3

l
q withoutoverlap q overlap w l w

f
q

l
w q withoutoverlap q overlap w l w

f w

t f K K T T t t
t

q
t f K K T T t t

t








        
       

蒸发热流
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, lg6e RPI g dq h Nfd  3
, lg6e NEW g dq h Nfd 

表 3 本文所使用的闭合模型

参数 闭合模型

沸腾子模型

汽化核心密度 Li 模型[34]

气泡脱离直径 Kocamustafaogullari 模型[35]

气泡脱离频率 Cole 模型[36]

气泡等待时间 �� = 0.8 ⋅
1
�

相间相互作用力

曳力系数 Tomiyama(已污染)[37]

升力系数 Tomiyama 模型[38]

湍流耗散力 Burns 模型[39]

虚拟质量力 Auton 模型[40]

相间相互作用面积

相互作用长度尺度 S-Gamma 模型[41]

相互作用面积密度 ��� =
6����

���

沸腾质量传输
液相 Nu 数 Ranz-Marshall 模型[42]

气相 Nu 数 26

湍流模型
壁面处理 全 y+处理

湍流模型 Realizable k-�两层模型

2 结果与讨论

2.1 数值模拟方法

1) 计算域几何与网格划分

计算域为直径 8 mm 垂直向上流动圆管，如图 8 所示，采用二维轴对称模型简化几



何；为了计算的稳定性，进口段、出口段各留 0.2 m 不加热段。网格划分方法参照之前

的研究工作[8]，如图 9 所示，网格分辨率为 20×140。

图 8 计算域几何模型 图 9 计算域网格模型(20×140)

2) 边界条件

进口为质量流量进口，给定液相质量流量和温度，气相体积分数为 0；出口为压力

出口；进、出口的不加热段为绝热边界，加热段为第二类边界条件；边界热流施加方法

如图 10 所示，边界热流先随迭代步线性增加，达到 CHF 值的 50%后进行稳态求解，待

计算收敛后再次增加热流；重复上述步骤直至热流密度达到 CHF 的 80%（CHF 值由 2006
CHF 查询表[43]得到）。

3) 模拟工况

选取接近压水堆实际运行工况的数据点开展数值计算，计算工况如表 4 所示。

4) 材料物性

由于进口过冷度较高，参照文献[21]的做法，定性温度选择为进口温度和饱和温度的

平均温度，使用 IAPWS-IF97 计算液相物性；气相物性采用饱和状态的水蒸气物性。



图 10 边界热流施加方法

表 4 计算工况表

算例
压力

P(MPa)
质量流速

G(kg/m2/s)
出口干度

Xeq
CHFtable
(kW/m2)

Case1 16 2000 0 2250
Case2 16 2500 0 2494
Case3 16 3000 0 2611
Case4 16 3500 0 2653
Case5 16 4000 0 2756
Case6 16 4500 0 2876
Case7 16 5000 0 3017

5) 模型验证

选择 ONB(Onset of nucleate boiling)、OSV(Onset of significant void)点温度以及沸腾

充分发展段(Fully Developed Boiling, FDB)的换热 Nu 进行模型验证。如图 11 所示，CFD
计算中 ONB 点判断方法为汽化核心密度达到 1/mm2的点；OSV 点判断方法为气泡影响

面积分数 Kq,new开始显著升高的点。FDB 段判断方法为气泡影响面积分数 Kq,new、壁面过

热度以及换热 Nu 达到最大值后不再变化或变化不大的阶段。ONB、OSV 点温度与热流

密度的经验关联式选择适用于高压工况的 Thom 模型[44]：

0.5
/8.7

622.65
10

pwall
ONB

qT e    
 

(23)

lg

0.02 wall
OSV sat

qT h
Gh

   (24)

式中Δ����为 ONB 点壁面过热度，K；Δ����为 OSV 点液体过冷度，K；�����为壁

面热流密度，W/m2；p 为系统压力，MPa。��为液相密度，kg/m3；G 为质量流速，kg/(m2s)；



ℎ�,���为饱和液相焓，J/kg。
FDB 段换热 Nu 数的经验关联式选择 Moles-Shaw 关系式[45]：

0.02
0.67 0.5 0.4578.5 Prg

b
l l

Nu Bo Ja
Nu






  
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 
(25)

式中 Nul表征液相单相对流换热系数，可由 Dittus-Boelter 公式计算；沸腾数、雅可

比数定义如下：

lg

wallqBo =
GH

(26)

 
lg

p sat bc T T
Ja =

H

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图 11 ONB、OSV 点以及 FDB 段判断方法

Prb的定性温度为主流温度 Tb：

Pr p
b

c 


 (28)

Tb可由能量守恒计算：

4 wall FDB
b in

p

q zT T
GDc

  (29)

模型验证结果如图 12 所示，证明了本文数值模型的准确性和适用性。



(a) ONB 点过热度 (b) OSV 点过冷度 (c) FDB 段换热 Nu

图 12 模型验证

2.2 气泡影响面积系数敏感性分析

结合表 1 汇总的目前针对气泡影响面积系数的试验和数值模拟研究，分别取气泡影

响面积系数 K 为 0.5、1、2、4.8、6 在 RPI 模型和新热流分配模型的计算框架下开展参

数敏感性分析。采用不同的气泡影响面积系数 K 所得的计算结果如图 13 所示。新热流

分配模型中的 K 值与 RPI 模型中的 K 值对近壁面的热流分配具有完全不同的影响，按照

图 11 所示的对流动沸腾不同阶段的判定方法，在 RPI 计算框架下，K 值的增加显著缩短

了 OSV 点至 FDB 段的距离，即增加了 FDB 段长度；而在新模型的计算框架下 FDB 段

长度并没有显著变化；RPI 模型中 FDB 段气泡影响面积分数 Kq为 1，此时壁面热流分配

中非气泡影响区液相对流换热所占比例为 0；新模型中 FDB 段 Kq随 K 值增加而增加，

近壁面非气泡影响区液相对流换热所占比例随 K 值增加而减小。因此 RPI 模型中 K 值并

没有影响 FDB 段流动沸腾的传热模式，仅改变了 OSV 点至 FDB 段的长度，故而在 RPI
模型中修改 K 值对参数分布影响很小，这也与之前的研究结论一致[8]；新热流分配模型

计算框架下 K 值并不影响 OSV 点与 FDB 段相对位置，而是影响 FDB 段热流的分配。

试验研究中，Alade[32]在评估了 RPI 模型各组分热流的分配后得到推荐值为 0.5，考虑到

新热流分配模型中的 K 值与 RPI 模型中的 K 值具有完全不同的物理意义，在没有对高压

过冷流动沸腾 FDB 段热流分配模型开展更详细的试验研究前，本文暂取气泡影响面积系

数 K=4.8[31]。



(a) RPI 模型气泡影响面积分数 (b) 新模型气泡影响面积分数

(c) RPI 模型非气泡影响区液相对流换热热流分配 (d) 新模型非气泡影响区液相对流换热热流分配

图 13 不同气泡影响面积系数计算结果对比

2.3 数值计算结果分析

1) RPI 模型中出现的非物理解

根据表 4 计算的七个工况中非稳态导热占主导的特征时间 t*与气泡生长周期的比以

及壁面热流分配至气泡影响区液相对流换热份额如图 14、15 所示，选择典型工况

Case1(t*f≈97%、qfc2/qwall=0)和 Case7(t*f≈0.2、qfc2/qwall=33%)与 RPI 模型进行对比分析。

换热 Nu 以及壁面过热度的计算结果如图 16、17 所示。Case1 中非稳态导热占主导

的特征时间 t*大于气泡等待时间，因此其在气泡等待时间内的热流分配情况与 RPI 模型

一致，但由于考虑了气泡生长阶段的过热液体层传热，故其计算得到的换热 Nu 数高于

RPI 模型、壁面过热度略低于 RPI 模型，但总体分布趋势与 RPI 模型一致。

图 14 非稳态导热占主导特征时间与气泡生长周期的比 图 15 壁面热流分配至气泡影响区液相对流换热份额



(a) Case1 换热 Nu (b) Case7 换热 Nu

图 16 换热 Nu 数与汽化核心密度的关系

(a) Case1 壁面过热度 (b) Case7 壁面过热度

图 17 沿程壁面过热度计算结果

Case7 中非稳态导热占主导的特征时间 t*远小于气泡等待时间，在单相对流区，新

模型与 RPI 模型计算得到的换热 Nu 数、壁面过热度几乎一致，随着沸腾过程的进行，

出现 OSV 后汽化核心开始显著增加，如图 16(b)所示，此时 RPI 模型出现了非物理解，

其计算得到的换热 Nu 数低于单相对流换热 Nu 数，因此需要更大的壁面过热度才能带走

壁面热流，故图 17(b)中壁面过热度出现一小段飞升。出现该现象的原因是由于 RPI 模型

采用了不恰当的气泡影响面积计算方法，过低的预测了 OSV 点至 FDB 段的距离；从 OSV
迅速向 FDB 转换的过程中汽化核心密度并不多，因此蒸发热流占比很小，壁面热流的分

配模式迅速由非气泡影响区的液相对流换热转变为气泡影响区的淬冷热流。由于 RPI 模
型缺乏对气泡生长阶段过热液体层传热以及气泡影响面积内气泡等待时间的液相对流换

热的数学描述，因此出现了图 16(b)、图 17(b)中的非物理解。本文计算的七个工况中，

质量流速越大，RPI 模型越趋向于出现非物理解。

2) 热流密度分配



典型工况 Case1、Case3、Case5、Case7 沿程热流分配计算结果如图 18 所示。不同

沸腾阶段热流分配模式具有明显的不同。在单相对流阶段，壁面热流全部由非气泡影响

区液相对流 qfc1带走；在气泡影响面积内，部分沸腾段(Partially boiling，PB)的前期气泡

影响面积内过热液体层传热以及气泡脱离产生的淬冷热流主要在非气泡重叠区域产生，

随着沸腾过程的进行，在 PB 段后期气泡重叠区域的热液体层传热、淬冷热流占比超过

非气泡重叠区，直至 FDB 段过热液体层传热以及淬冷热流几乎全部由气泡重叠区域产生；

质量流速越大，FDB 段由气泡重叠区域产生的过热液体层传热以及淬冷热流占比就越大。

(a) Case1 热流分配 (b) Case3 热流分配

(c) Case5 热流分配 (d) Case7 热流分配

图 18 热流分配计算结果

FDB 段分配至蒸发热流的份额不随质量流速的变化而变化，四个典型工况均为 10%
左右；在低质量流速工况下气泡等待阶段产生的淬冷热流 qq是 FDB 段主要的传热模式；



随着质量流速的增加，qq逐渐减小，越来越接近气泡生长阶段产生的过热液体层传热 qsl，

直至 Case7 中几乎完全重合；同时，气泡脱离加热壁面后热边界层重构阶段液相对流换

热项 qfc2则逐渐增加；Case7 的计算结果表明，高质量流速工况下气泡脱离加热壁面后热

边界层重构阶段液相对流换热项 qfc2在流动沸腾换热中占据重要地位，是 FDB 段主要的

传热模式之一。

3 结 论

本文建立了从气泡生长周期和加热面积两个维度对过冷流动沸腾热流分配模型的

分析方法。在 RPI 模型的基础上计入了气泡生长阶段过热液体层传热以及气泡等待阶段

的液相对流项；基于加热壁面汽化核心随机分布假设，构建了考虑两个气泡相互影响的

气泡影响面积计算方法；在新的热流分配框架下对气泡影响面积系数进行了参数敏感性

分析。新的热流分配模型获得了垂直上升管过冷流动沸腾沿程热流分配情况；主要结论

如下：

1） RPI 模型中气泡影响面积系数 K 并不影响 FDB 段的传热模式，仅改变 OSV 点

至 FDB 段的长度；新热流分配模型中的 K 值并不影响 FDB 段的长度，而是改

变了 FDB 段的热流分配情况；

2） 由于缺乏对气泡生长阶段过热液体层传热和气泡影响面积内气泡等待时间的

液相对流换热的数学描述以及采用了不恰当的气泡影响面积计算方法，RPI 模
型在高质量流速工况下对壁面温度及换热系数的预测出现了非物理解；

3） 在沸腾充分发展段气泡影响面积内的过热液体层传热以及淬冷热流几乎全部

由气泡重叠区域产生，因此对气泡影响面积的建模需要考虑气泡影响面积的重

叠；

4） 质量流速对充分发展的流动沸腾段热流分配模式有重要影响，FDB 段主要的

传热模式在低质量流速工况下是气泡等待阶段产生的淬冷热流 qq，高质量流速

工况下则是气泡脱离加热壁面后热边界层重构阶段液相对流换热项 qfc2；蒸发

热流 qe的占比则不随质量流量有明显变化；
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开槽对交错肋通道流动换热特性影响的研
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摘要：利用数值方法研究了雷诺数(Re)为 49000 的条件下，旋转数（Ro=0-0.5），和开槽位置（仅冲击

区开槽、仅转向区开槽和两端开槽）对交错肋冷却通道传热和流动特性的影响。通过分析通道端壁努

塞尔数分布、摩擦系数、综合冷却系数以及局部流场结构特征，发现：在冲击区开槽通道换热能力增

强，在转向区开槽通道换热能力降低；随着旋转数的增加，交错肋通道吸力面的换热能力增强，压力

面换热能力降低，摩擦系数减小，综合冷却系数增大；仅在冲击区开槽通道和两端开槽通道的综合冷

效几乎相同，与未开槽交错肋通道相比，二者综合冷却系数均提高了约 47%。

关键词：涡轮叶片；交错肋冷却；流动传热；数值模拟

0 前言

燃气轮机因其高功率、高效率、在非设计点性能好等优点，被广泛应用于航空推进、

舰船推进和发电领域。提高燃气轮机涡轮前燃气温度是提高燃气轮机功率和热效率的有

效措施。随着燃气轮机的不断发展，涡轮前燃气温度不断提高。目前金属材料结合热障

涂层的耐受温度远低于涡轮进口温度。为保证燃气轮机叶片的工作寿命和安全性，必须

采取精细有效的冷却系统降低叶片温度。目前成熟的燃气涡轮叶片内部冷却结构有冲击

冷却结构、肋柱冷却结构和肋片冷却结构[1]。

交错肋冷却通道是一种特殊的带肋通道。与普通的带肋通道不同，交错肋冷却通道

的肋高为通道高度的二分之一，压力面的肋与吸力面的肋直接接触，两层平行肋以一定

的交叉角排布，形成了类似网格的复杂布局，冷却通道被肋划分为大量的子通道。交错

肋结构曾被应用于前苏联的 AL-31、GT25000 等燃气轮机的中弦区域和尾缘区域[1]。相

比传统的冷却结构，交错肋冷却结构拥有较高的冷却能力，然而，其复杂的结构使得叶

片的加工难度及成本提高，阻碍了其进一步的发展。近年来随着金属增材制造技术的发

展[2]，交错肋冷却结构的加工制造已经不再是技术瓶颈，所以涡流矩阵冷却技术的优点

近年来又引起学者们的重视。

Gorelov 等[3]使用熔锌法测量了一系列交错肋结构的传热系数。Nagoga[4]总结了相关

的传热与摩擦系数关联式。Gorelov 等[3]和 Tariq 等[5]研究了肋交叉角对交错肋通道传热

系数的影响，认为肋交叉角为 90 度时换热系数最大。Oh 等[6]研究了交错肋结构在旋转
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条件下的性能，随着旋转数的增加，交错肋结构的综合传热性能升高。Tsuru 等[7]使用核

磁共振成像的方法揭示了交错肋通道复杂的三维流场，包括冲击流、转向流、螺旋流、

旁通流等。其研究表明所有相对的子通道流体间交界面存在显著的交互作用。饶宇等[8]

用热电偶研究了带凹坑 U 型子通道的交错肋通道，获得了相比矩形子通道高 30%的传热

性能。Du 等[9]用数值模拟的方法探究了不同侧壁角度对交错肋通道换热的影响，认为三

角形侧壁综合传热性能最好。从以上公开文献中，可以发现学者们主要研究基本的交错

肋结构在矩形通道中的传热特性和流阻特性。他们的结果表明，交错肋冷却通道整体换

热较好，但仍会出现局部低换热区。此外，交错肋冷却结构具有较大的阻力损失，易发

生堵塞。

因此，本研究将以提高低换热区的换热特性，同时减小通道流动阻力为目标开展研

究。应用数值计算的方法，结合旋转条件下的工况，针对交错肋通道中的易发生堵塞的

转弯区和冲击区，比较研究不同开槽位置下交错肋结构的传热和流动特性。研究结果可

以为交错肋冷却结构的进一步优化提供参考。

1 物理问题描述

如图 1(a)所示，设计了简化形式的矩形交错肋结构冷却通道。为减少进出口效应对

计算结果的影响，在模型进出口部分分别建立了长为 L1、L3的光滑通道延伸段。L2为交

错肋核心段长度，W 为矩形通道总宽度，H 为矩形通道总高度，R 为旋转半径，旋转方

向为 x 轴正方向。核心区由流体域和固体域组成，固体域外表面与矩形通道间的间距为

WC。

如前所述，针对交错肋结构侧壁附近易形成堵塞的低换热区，对交错肋进行开槽。

通道核心区由图 1(b)所示，Ws为子通道宽度，Hs为子通道高度，Wt为肋宽度，Wl为肋

中开槽宽度，β为肋交叉角。交错肋将冷却通道分为上下两层，图中红线所示即为其中

一个子通道，冷却流体在子通道中沿延肋方向流过通道的其中一层，并在侧壁处改变方

向，流入另外一层的子通道。将冷却流体改变方向时离开的一层区域命名为转向区，将

冷却流体改变方向后进入的一层区域命名为冲击区。简化的涡流矩阵通道各几何参数如

表 1 所示。

表 1 计算模型几何参数（长度单位：mm）

Table 1 Geometrical sizes of the computational model.

L1 L2 L3 W H WC Ws Wt Wl Hs β/°

200 156 80 100 20 5 22 4 2 10 90

如图 2 所示，为了获得在不同开槽位置下交错肋结构的传热和流动特性，共建立了

4 几何模型:case0 为不开槽、case1 为仅在冲击区开槽、case2 为仅在转向区开槽、case3
为同时在冲击区和转向区开槽。



图1 交错肋冷却通道示意图

Fig. 1 Latticework cooling configurations

图2 四种结构示意图

Fig. 2 Four latticework cooling structures

2 数值模拟方法

2.1 控制方程

本模拟采用流固耦合方法，在考虑肋壁导热的情况下，模拟流体在不同交错肋子通

道模型中的流动换热特性，所用到的控制方程包括牛顿不可压缩定常流体流动的连续性

方程（1）、动量方程（2）和、能量方程（3）和固体区的导热方程（4）。
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式中Fi是可以影响流体运动(如旋转)的附加体积力，sij为应变率张量，Tij为类似于动

量方程中的粘性和压力项的表面力，E0是总内能。

固体的热传导方程为：
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式中a为热扩散率。

2.2 边界条件

本模拟是以水作为介质，在通道进口Re为49000的工况下进行的，此条件下通道进

口平均速度1.5m/s作为进口边界条件，进口温度Tin=293K，进口湍流强度5%，湍流粘度

比为10。出口为压力出口。核心段的四个外壁面作为加热壁面，壁面温度为恒定壁温Tw

=323K。为了研究旋转条件下涡流矩阵通道的流动换热性能，旋转数Ro选取0-0.5（间隔

0.1，共6个工况）。固体区域取为金属铝。模拟使用商业软件Fluent进行，湍流模型采用R
ealizable k-ε模型，收敛残差为1×10-5。
2.3 参数定义

进口水力直径计算公式为：

 h
4
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
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(5)

式中 W 为矩形通道总宽度，H 为矩形通道总高度。

本文流动介质为液态水，流体雷诺数取冷却通道进口雷诺数，公式为：

Re in hU D


 (6)

式中ρ为进口水流的密度，μ为水流的粘性系数，Uin为进口水流速度。

旋转数定义为：

in

RRo
U


 (7)

式中Ω为旋转速度，旋转半径 R=5.56Dh[10]。



壁面换热系数 h 公式为：

w
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式中 q 为热流密度，Tw取冷却通道壁面平均温度，T∞取局部主流平均温度。

努塞尔数定义为：

hhDNu


 (9)

式中λ为流体导热系数。

根据Dittus–Boelter公式，具有和矩形通道相同水力直径的光滑圆管充分发展湍流的

平均努塞尔数为：

0.8 0.4
0 0.023Re PrNu  (10)

摩擦系数定义为：

2
2

2 h
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式中ΔP为进、出口平均压力差，L2为核心段长度。

对于充分发展的光滑圆管的摩擦系数，由Blasius公式得：

0 0.25

0.3164
Re

f  (12)

从整体换热增量的角度引入综合冷却系数TPF：
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f f
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2.4 网格划分和网格独立性验证

使用ICEM对计算域进行网格划分，图3展示了计算域的部分网格。计算域使用结构

化六面体网格，在临近侧壁处的转弯区域采用Y型剖分改善网格质量，第一层网格高度

为0.01mm，对应壁面的y+值均小于且接近1。
研究了网格独立性，以保证计算结果的可靠性。分别划分了网格数为570万，820万，

1200万的三套结构化网格，均进行了边界层加密。在三套网格下计算并对比了吸力面横

向平均努塞尔数，如图4所示。结果表明820万网格数下的计算与1200万网格数下的计算

结果非常接近，为节约计算成本，后面的计算都是在820万网格系统下进行的。



图3 交错肋通道结构化网格划分

Fig. 3 Mesh of the latticework duct

图4 网格无关性验证

Fig. 4 Mesh independence

2.5 湍流模型验证

进行了湍流模型验证，采用Oh等[6]的实验结果进行了数值验证。图5为SST k-ω湍流

模型、realizable k-ε湍流模型和实验结果的横向平均努塞尔数对比。可以看到realizable
k-ε湍流模型计算的数值结果与实验结果吻合较好。realizable k-ε模型适用于旋转流动、

强逆压梯度的边界层流动、流动分离和二次流等。此外，Du等[11]还使用realizable k-ε模
型来捕捉旋转通道中的流动结构和传热特性。因此，本文采用realizable k-ε湍流模型来

计算旋转工况下交错肋通道的传热特性。



图5 湍流模型验证

Fig. 5 Validation of turbulence model

3 结果与分析

3.1 静止条件下开槽位置对通道的影响

图6给出了静止条件下四种结构吸力面Nu分布。在未开槽的情况下（case0），流体经

过转弯后在冲击区端壁形成高换热区，随着流体沿子通道流动，换热能力逐渐减小，在

转向区进行减速转向时，在端壁处形成低换热区。仅在冲击区开槽时（case1），由于泄

露槽对冲击流的扰动和掺混，冲击区在开槽的前后形成了明显的高换热区，且流体在沿

子通道流向转向区时，对吸力面换热更加高效且均匀。仅在转向区开槽时（case2），泄

露槽使转向区在吸力面的传热有所下降。当同时在两端区域开槽时（case3），更多的槽

虽然增大了流体间的掺混，但是使得流体分流、减速，降低了流体对端壁的冲击效果，

对于吸力面端壁而言，高换热区域相较case0和case2多，但较case1换热能力有所降低。

图6 静止条件下吸力面Nu分布

Fig. 6 Local Nusselt number distribution on suction surface

图7为静止条件下四种结构的吸力、压力端壁面横向平均Nu数图，Suc表示吸力面，
Pre表示压力面。在吸力面端，流体在拐角处翻转产生冲击和扰动，这种冲击和扰动破坏
了附面层，形成二次流，换热急剧上升。流体的换热效果在开槽处的扰动下达到顶峰。
随着流体在子通道内前进，换热能力总体逐渐减小。中间区域波动性的换热增强来自于



另一层交错的子通道旁通流，这些旁通流加强扰动并增强换热。随着进入子通道末端，
流体即将转弯时减速并出现堵塞，换热能力下降，在转向区开槽会对转向区的换热能力
有所改善（case2、case3）。

图8给出了两个开槽截面处的流线图，以速度进行着色。可以看出，子通道内流体从
转向区向冲击区拐弯翻转时，加速形成一个高速螺旋流，冲击端壁和侧肋加强换热，同
时产生一个低速旋流区，造成堵塞。Case1相比case0，在冲击区开槽可以加强流体的掺
混，消除堵塞的低换热区。但同时流体的掺混使得高速的旋流速度有所下降。Case2相比
case0，在转向区开槽可能带来更多的低速旋流堵塞区，对传热造成不利影响。Case3继
承了在冲击区开槽消除低传热区域的优点，同时大大增加了流体的掺混，使得传热增强。
结合图7和图8，可知开槽产生的掺混扰动、流体在侧壁翻转产生的冲击和扰动以及流体
在交错子通道间的掺混三方面原因起到了强化换热的作用，同时也带来了相应的流动阻
力。

图7 端壁横向平均Nu数

Fig. 7 Laterally averaged Nusselt number on endwalls

图8 开槽截面处流线图

Fig. 8 The streamlines in rib-broken areas



3.2 旋转条件下开槽位置对通道换热能力的影响

图9给出了在旋转数为0到0.5时吸力面和压力面的平均Nu数。随着旋转数的增加，吸
力面的换热能力增强，而压力面的换热能力减弱。在冲击区开槽会大大增强冷却通道的
换热能力，而在转向区开槽会略微减弱冷却通道的换热能力。

图9 不同旋转数的端壁平均Nu数

Fig. 9 Laterally averaged Nusselt number on endwalls with different Ro numbers

3.3 旋转条件下交错肋通道的综合冷却特性

图10给出了交错肋通道核心区的相对摩擦系数f/f0和综合冷却系数TPF随旋转数变

化的曲线。Case3的相对摩擦系数最低，case1和case2相对摩擦系数略有增加。随着旋转

数的增加，相对摩擦系数减小。较高旋转数下单侧开槽结构的摩擦系数与不开槽结构的

相对摩擦系数几乎相同。

如图10（b）所示，随着旋转数的增加，各个结构的综合冷却系数增大。Case1具有
更高的传热能力，case3具有更低的摩擦系数，考虑综合冷却效率，case1和case3相差无
几，且在较高旋转数下TPF大于1，具有较好的冷却效果。相比不开槽的交错肋通道结构
case0，case2的冷却特性系数略低。Case1和case3的冷却特性系数比case0通道提高了约4
7%。

图10 核心区相对摩擦系数和综合冷却系数

Fig. 10 Overall thermal performance in the core region



4 结论

1) 针对交错肋冷却通道结构，在冲击区开槽可以有效增强传热；在转向区开槽会削

弱传热。

2) 随着旋转数由0增加到0.5，吸力面传热增强、压力面传热减弱。

3) 随着旋转数由0增加到0.5，各通道结构的摩擦系数减小、综合冷却特性系数增加。

同时在转向区和冲击区开槽的交错肋通道（case3）摩擦系数最小。仅在冲击区开槽的交

错肋通道（case1）和在2个区域开槽的交错肋通道（case3）综合冷却效率最高且几乎相

等，在高旋转数下，综合冷却特性系数超过1.0，是一种提高交错肋通道综合冷却性能的

有效措施。故相较其他结构，Case3为传热最好且相对摩擦系数更低的结构。
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摘 要：针对高温氯化盐塔式吸热器存在热损失加剧和安全性降低的问题，本文提出一种采用内置扭带

均化管壁温度、降低热应力的优化调控方案，优选了内置扭带并分析了内置扭带式高温氯化盐吸热器

的光-热-力综合性能。结果表明，在典型日正午添加内置扭带可提升吸热器管壁温度分布均匀性和系统

运行安全性，提升热效率 2.1~2.3%，降低壁面峰值热应力 42~55 MPa。本研究结果为提升新一代高温

氯化盐塔式吸热器的热效率与安全性提供了一定技术参考。

关键词：塔式太阳能电站；高温氯化盐吸热器；内置扭带；正交实验设计；光-热-力性能

0 前言

当前，塔式太阳能光热发电技术是最具前景的太阳能热利用形式之一[1]，不过新一

代>700℃高温氯化盐塔式吸热器开发利用中却存在热损失加剧和安全性降低等问题[2-4]。

为提升高温氯化盐塔式吸热器的热效率与安全性，或可以通过强化吸热器管内的流动换

热能力，并使之与吸热器表面热流分布相匹配的同时均匀化吸热器管壁的温度分布[5]。

在众多强化管内流动换热的手段中，吸热器管内添加扭带具有较好的效果[6]。

Smith 等人[7]实验研究了雷诺数 3000~27000 条件下扭带对均匀热流吸热管内水工质

流动换热性能的影响。实验结果表明，加入扭带后管内换热效果比光滑管高 27.3~90.5%，

而管内加入的扭带在显著提高换热效果的同时也使得其流动损失有较大增加。Liu 等人[6]

通过数值模拟方法研究了扭带、外翅片管、双斜肋管和螺旋线插件四种不同结构扰流件

对塔式吸热器管内流动换热性能的影响。对比分析发现，其中加入了扭带的吸热器具有

最高的流动换热性能。Sundar 等人[8, 9]通过插入不同扭度的扭带，进行了水基纳米流体的

吸热器管内流动换热性能的实验。结果表明，所采用扭带可以在不增加任何外力的情况

下提高吸热器的热效率，而且研究发现其流动换热性能随着扭带扭度的减小而进一步提

高。Yang 等人[10]采用数值模拟方法研究了不同扭带结构对吸热管内氟化铍熔融盐工质流

动换热性能的影响。结果表明，加入扭带所产生的旋流作用提高了吸热管的换热效果。

然而，目前已有研究较少关注内置扭带的布置方式及其结构参数对高温氯化盐塔式吸热

器温度分布和流动换热性能的影响，以及加入内置扭带后对吸热器力学性能等的影响。

特别是，需要考虑如何使得内置扭带的强化换热能力与吸热器表面热流分布相匹配的同

时均匀化吸热器管壁的温度分布和热应力分布，以综合地提升系统的热效率与安全性。



因此，有关内置扭带布置方式和结构参数对高温氯化盐塔式吸热器光-热-力综合性能的

优化调控研究还需要进一步开展。

为此，本文基于所构建的高温氯化盐塔式吸热器光-热-力耦合模型、正交实验设计

和极差分析，优选得到了一种更适合于高温氯化盐塔式吸热器的内置扭带，分析了内置

扭带对高温氯化盐塔式吸热器光-热-力综合性能的影响，以期为提升高温氯化盐塔式吸

热器的热效率与安全性提供一定技术参考。

1 物理模型

1.1 塔式聚光集热系统物理模型

本文的研究对象是位于美国加利福尼亚州 Mojave 沙漠的 Solar Two 塔式电站。如图

1 所示，聚光集热系统主要由定日镜场和中央的外露圆柱式吸热器组成，其吸热器有两

个流路，每个流路各 12 个管排，每个管排 32 根吸热管，一共有 768 根吸热管，管长 6.2m，

内径 18.6mm，Solar Two 电站的定日镜场和吸热管的具体物理模型可参见文献[11]。

（a）塔式电站聚光集热系统 （b）吸热器

图 1 Solar Two 电站聚光集热系统示意图

1.2 内置扭带吸热管物理模型

为了获得更适合高温氯化盐吸热器的扭带，分别考察了扭带的扭度、长度、宽度以

及位置对吸热管换热性能和力学性能的影响。而为了节省数值计算的时间成本和计算资

源，采用正交实验法[12, 13]确定了待考察的 9 种扭带结构。本文所研究扭带各影响因素及

对应各水平的取值如表 1 扭带各影响因素及取值所示，扭带的几何参数定义如图 2。

表 1 扭带各影响因素及取值

水平 扭带扭度 y∙W-1 扭带长度 L/ (m) 扭带宽度 W/ (mm) 扭带位置

1 2.5 6.20 18.6 入口

2 3.0 3.10 14.0 中间

3 3.5 1.55 9.3 出口



图 2 内置扭带的吸热管及几何参数示意图

2 数学模型

本研究为了对扭带作用下的高温氯化盐塔式吸热器中的光-热转化利用过程以及产

生的热应力进行研究，建立了塔式电站聚光集热系统的光-热-力耦合模型，具体计算流

程如图 3 所示。其中，光学计算采用蒙特卡罗光学追迹法（Monte Carlo ray tracing, MCRT）
[14]，通过自编程模拟塔式电站聚光集热系统中太阳光线的传播过程。

图 3 塔式太阳能聚光集热系统光-热-力耦合计算流程图

针对吸热器内的流动换热过程可建立吸热器内多重导热、对流、辐射传热过程的控

制方程，包括连续性方程、动量方程与能量方程，对于管内通常的湍流工况条件还需建

立相应湍流模型方程，具体参见文献[15]。其中，关键的光-热耦合过程的实现如图 3 所示，

采用自编程 MCRT 计算吸热器管壁表面的热流密度分布，并将其通过 UDF 导入到能量

方程源项上。本文所研究工况均为稳态，采用有限体积法（Finite Volume method，FVM）

对控制方程进行离散求解，获得吸热器管壁的温度分布。光滑圆管内工质流动湍流模型

采用标准 k-ε模型，内置扭带管湍流模型采用 RNG k-ε模型，均采用加强壁面函数[16]。值

得注意的是，由于吸热管数量较多[11]，本文参考以下文献中假设进行简化[17]：1) 忽略吸

热管之间的热辐射传热；2) 只选择各管排中间位置的吸热管作为代表管进行计算；3) 投

入到代表管迎光面的能量为其所在管排总能量的平均值。本文将可满足吸热器光热性能

分析的 24 根代表管模型记为“简化模型”，吸热器简化模型及流动换热模型边界条件如



图 4 所示。

图 4 简化模型及流动换热模型边界条件示意图

为评估吸热器的性能，本文定义了管内对流换热努塞尔数 Nu、管内流动阻力系数 f、
流动换热综合性能指标 TEF（Thermal enhancement factor）、吸热器热效率和温度均匀度。

其中，Nu、f、TEF 定义参见文献[18]，吸热器热效率是指吸热器内工质所吸收的热量和

吸热器表面吸收的能量的比值，由公式(1)计算：

R,the flu R= /Q Q (1)

式中：QR为吸热器表面吸收的能量，单位 kW；定日镜场投射到吸热器表面的截断能量

Qinc会有一部分被反射，其余被吸热器吸收。

温度均匀度是衡量系统中吸热器表面温度分布均匀性高低的参数，值越大表面温度

分布越均匀，由公式(2)和(3)计算：
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式中：Ti为吸热器表面第 i 个网格的温度，单位 K；Ai为吸热器表面第 i 个网格的面积，

单位 m2；Ne为吸热器表面的网格数。

通过上述模型计算获得温度分布后，采用有限元方法计算吸热器管壁等效应力值。

相比于简化模型，吸热器峰值热应力采用非简化的“各管排模型”计算，如图 5 所示。

图 5 吸热器简化模型（右）及各管排模型（左）示意图



3 网格独立性考核与模型验证

网格独立性考核是在 Solar Two 典型实验工况[11]下进行的，即吸热器进口温度为

571.15 K，熔融硝酸盐的质量流量为 70 kg∙s-1，环境温度为 290.15 K，风速为 2.5 m∙s-1，

太阳直接辐射强度为 887 W∙m-2。如图 6 所示，通过对比计算此工况下稳态运行的吸热器

光-热耦合性能发现，当单个吸热管网格数（轴向×周向）大于 62×24 时，吸热器出口温

度和热效率基本保持不变，故单个吸热管采用 62×24 的网格进行计算。后续算例同样以

此方法完成网格无关性验证，在此不再赘述。

图 6 网格无关性验证

在此吸热管网格基础上，内置有扭带的单根吸热管模型的总网格数约为 220 万。本

文所使用的计算及配置如下：4 核 Intel(R) Core(TM) i5-8265U 处理器，单核频率 1.6GHz，
安装内存 20GB。本文所研究工况均为稳态，流动传热过程通过 ANASYS FLUENT 模拟

计算，在本文使用的计算机上计算每次稳态所需时间约为 57600s。
为验证吸热器光热耦合模型，将本文模型计算结果与 Solar Two 光热电站吸热器效

率实验测试结果[11]进行了对比，如图 7 所示，两者吻合较好，各工况下相对误差均在 2.0%
以内。在相同的条件下，将内置扭带吸热管的流动换热过程计算结果与 Manglik 等人[19]

的经验公式进行对比，结果如图 8 所示，本文计算结果在文献经验公式误差允许范围内。

进一步地，将本文的力学计算结果与相同条件下 Jesus 等人[20]计算结果对比，偏差仅为

0.39%。综上，验证了各计算过程模型的可靠性。

（a）吸热器出口温度 （b）吸热器热效率

图 7 Solar Two 塔式电站计算结果与实验结果对比（2%误差棒）



（a）Nu 验证 （b）f 验证

图 8 内置扭带吸热管模型验证（15%误差棒）

4 结果与讨论

本文对吸热器模型进行验证时采用硝酸盐工质，使其与参考文献[11]一致，而对内置

扭带高温氯化盐吸热器性能进行研究分析时，采用高温氯化盐工质以研究新一代系统。

4.1 内置扭带优选

表 2 为采用正交实验法所计算的 9 种扭带结构，考察判断了扭带的宽度、长度、扭

度以及放置位置对 TEF 评估指标的影响强弱。以 TEF 为评估指标，通过极差分析法确

定了扭带几何参数和空间位置的最优方案为 A2B1C3D2，即结构 3，具体分析数据如表 2
所示。对于 TEF 而言，各因素中影响最大的是扭带宽度，影响最小的是扭带扭度。因此，

在管内添加扭带时，为了获得更高的综合换热性能，应该选取扭带宽度较大的结构。

表 2 正交表 L9（34）结果极差分析表（TEF）

序号
因素

TEF
扭带扭度 A 扭带长度 B/ (m) 扭带宽度 C/ (mm) 扭带位置 D

1 2.5 6.20 18.6 入口 1.1853
2 3.5 3.10 18.6 出口 1.3528
3 3.0 1.55 18.6 中间 1.4639
4 2.5 3.10 14.0 中间 0.9466
5 3.5 6.20 9.3 中间 0.9126
6 3.0 6.20 14.0 出口 0.8611
7 3.5 1.55 14.0 入口 1.0135
8 2.5 1.55 9.3 出口 0.9955
9 3.0 3.10 9.3 入口 0.9528
I1j 3.1274 3.4728 2.8610 3.1515
II2j 3.2777 3.2522 2.8212 3.3231
III3j 3.2790 2.9590 4.0020 3.2095
极差 0.1515 0.5138 1.1808 0.1715

因素主次序 C→B→D→A
最优方案 A2B1C3D2

然后，本文对吸热管分别添加表 2 中基于正交实验法所设计的 9 种扭带结构后的力

学性能进行了评估。如图 9 所示，相比于光滑管 104.38 MPa 的峰值热应力，结构 1 对峰

值热应力降低效果最好，降幅为 53.27 MPa，结构 3 次之，峰值热应力降幅为 48.65 MPa。
最终综合考虑 TEF 和热应力为评估指标，选取结构 3 进行后续内置扭带吸热器的分析。



图 9 所研究各结构热应力评估结果

4.2 内置扭带吸热器流动换热性能分析对比

为获得具有代表性的高温氯化盐吸热器流动换热性能并降低计算量，本研究计算确

定了典型日正午时刻下高温氯化盐吸热器的流动换热性能。图 10 是典型日正午吸热器各

管排迎光面平均温度的变化情况，图中各序号对应管排可参见图 1。可以发现，各管排

迎光面平均温度沿流路逐渐上升，且上升速率逐渐减小。吸热器迎光面平均温度在夏至

日最低，而在冬至日最高；因此，吸热器热损失在冬至日正午最高，而在夏至日正午最

低。加入优选扭带后，吸热器各管排的迎光面平均温度与无扭带情形相比均有下降。

图 10 典型日正午吸热器各管排迎光面平均温度的变化情况

图 11 是典型日正午吸热器各管排迎光面温度均匀度的变化情况。由图可见，吸热器

两个流路从入口到出口各管排的迎光面温度均匀度逐步上升。加入优选扭带后，吸热器

各管排迎光面的峰值温度下降，在吸热器两流路的前 6 个管排（1~6 号与 13~18 号），吸

热器各管排迎光面的温度均匀度与无扭带情形相比明显提高，而由于后续管排迎光面的

温度均匀度相对较高，所以与前 6 个管排相比，加入扭带后温度均匀度的提升效果有限。

图 11 典型日正午吸热器各管排迎光面温度均匀度的变化情况



图 12 为典型日正午吸热器的整体能量损失情况。由图可知，在高温氯化盐塔式太阳

能电站中，系统运行温度较高，因此热辐射热损失是吸热器热损失的主要构成部分。因

此为了降低热损失，提高热效率，应把关注点放在降低热辐射热损失上。在典型日正午

加入优选扭带后，吸热器壁面峰值温度和平均温度均有所下降，热损失降低，其中热辐

射热损失大幅下降，达 1.6~2.2%，从而使得吸热器的热效率提高 2.1~2.3%。

图 12 典型日正午吸热器整体能量损失情况

4.3 内置扭带吸热器力学性能分析对比

为获得具有代表性的高温氯化盐吸热器峰值应力数值并降低计算量，本研究首先采

用吸热器简化模型计算确定了典型日、典型时刻下吸热器峰值热应力最值所在的具体时

刻，然后采用吸热器各管排模型进一步计算确定了吸热器峰值热应力最值所在的具体空

间位置，以此确定了无扭带时吸热器的峰值热应力范围。塔式电站运行时要同时满足太

阳高度角≥15°和太阳直接辐射强度(DNI)≥150 W/m2的条件，每个典型日早晨和傍晚的具

体取值由此进行判定，各典型日正午时刻为 12 时。图 13 为吸热器典型日峰值热应力的

最值情况。如图 13(a)所示，通过简化模型计算发现，典型日、典型时刻下，无扭带吸热

器峰值热应力最小值在夏至日早晨，最大值在冬至日正午。进一步地在夏至日早晨和冬

至日正午采用各管排模型计算确定了无扭带吸热器峰值热应力所在的具体空间位置。由

图 13(b)可知，吸热器峰值热应力均位于 1 流路的第 3 管排，夏至日早晨峰值热应力为

82.40 MPa，冬至日正午峰值热应力为 119.17 MPa。

（a）具体时刻确定 （b）空间位置确定

图 13 典型日、典型时刻无扭带吸热器峰值热应力最值确定

图 14 是在上述分析所确定的夏至日早晨和冬至日正午时刻加入优选扭带前后吸热

器峰值应力所在管的峰值温度和热应力的对比情况。可以看出，夏至日早晨时刻，添加



优选扭带后吸热器峰值应力所在管的峰值温度从 1034.34 降低至 923.75 K，管壁峰值热

应力从 82.40 MPa 降至 40.43 MPa，降低了近 42 MPa。冬至日正午时刻，添加优选扭带

后吸热器峰值应力所在管的峰值温度从 1067.71 K 降低至 952.69 K，管壁峰值热应力从

119.17 MPa 降至 65.36 MPa，降低近 55 MPa。可以看到，使用优选扭带后，吸热器管内

流动换热性能增强，管壁面峰值热应力下降，提高了吸热器的安全性。

(a) 夏至日 (b) 冬至日

图 14 吸热器峰值应力所在管的峰值温度和峰值热应力情况

5 结论

针对高温氯化盐塔式吸热器集热传热过程，本文提出了一种采用内置扭带均化管壁

温度与热应力的优化调控方案。本研究首先基于所构建高温氯化盐塔式吸热器光-热-力
耦合模型、正交实验设计和极差分析优选了内置扭带，然后分析了添加优选内置扭带对

吸热器光-热-力综合性能的影响，结论如下：

（1）扭带宽度是影响内置扭带吸热管流动换热性能的主要因素。综合考虑，扭度

3.0、长度 1.55m、宽度 18.6mm、管内中间位置的扭带结构更适合本文所研究的吸热器。

（2）吸热器管内添加优选的扭带结构后，吸热器管壁的峰值温度和平均温度降低，

吸热器管壁的温度更均匀，吸热器热辐射热损失降低，吸热器的热效率提高了 2.1~2.3%。

（3）添加扭带可以有效地均匀化吸热器迎光面的温度分布，本文优选的扭带可使吸

热器管壁的温度梯度有效降低，在本文所研究工况下吸热管峰值温度降低了 110 K 以上，

吸热器峰值热应力降低了 42~55 MPa，有效地提升了吸热器的应力安全性。
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摘要：斯特林制冷机在低温领域应用十分广泛，其理想工作过程是由两个等温和两个等容过程组成的斯特

林逆循环。然而，由于内部与外部的不可逆因素，斯特林制冷机内的工质与外界换热过程中难以维持等温

状态。本文运用有限时间热力学方法构建了一种斯特林制冷机的多变模型以获得更精确的热力性能，主要

假设工质的膨胀与压缩过程为多变过程。该模型考虑了工质与外界热源间的有限速率传热、系统的漏热损

失及回热器的回热损失。基于该模型，研究了温度比、体积比和传热系数等参数对斯特林制冷机性能的影

响并得到了不同参数条件下制冷机的最佳热经济学性能。以输入功率、制冷率和热经济学函数为目标函数，

采用了一种基于分解的多目标进化算法来优化斯特林制冷机的性能，并通过与遗传算法和粒子群算法计算

结果的比较验证了优化方法的准确性，最后选用 TOPSIS 决策方法在三维帕累托前沿上得到了最优解。

关键词：斯特林制冷机；多变过程；有限时间热力学；热经济学函数；多目标进化算法

0 前言

随着现代科学技术、医疗产业、生物工程和半导体工业的快速发展，对小型低温制冷技

术的需求日益迫切，同时对制冷机的结构紧凑性、高效性、便携性和可靠性的要求越来越高。

我国低温制冷行业市场广阔，增长迅速，基于环保节能措施的响应，我国对于制冷剂的使用

标准提出了越来越严格的要求，这导致传统复叠式制冷系统的应用受到了较大限制。相较于

传统制冷机，斯特林制冷机采用斯特林逆循环的工作方式，具有制冷效率高，降温速度快、

制冷工质绿色环保、可靠性高、系统简单、寿命长、制冷温区广且灵活易调控等优点，已逐

渐成为低温冰箱的新型优势冷源，且在宇宙空间探索、低温超导和红外探测等领域得到一定

应用。

斯特林发动机最早于 1816 年由英国人罗伯特·斯特林发明，在理想运行状态下由两个等

温过程和两个等容过程构成，斯特林制冷机是利用斯特林逆循环依靠外界输入功率来实现制

冷的装置，输入功率、制冷率和制冷系数是评价制冷机性能的重要指标，如何以更小的输入

功率为代价获得更高的制冷率成为了提高斯特林制冷机性能的关键。随着斯特林制冷机在各

种工程领域的应用日益广泛，对斯特林制冷机循环的热力理论研究也不断发展。Curzon 和

Ahlborn[1]最先提出了有限时间热力学方法并研究得到了内可逆卡诺热机在最大输出功率下

的热效率。有限时间热力学考虑了有限时间尺度内的热量传递和交换，对于热力系统的研究

能够获得有效的功率输出，是经典热力学的延伸和推广。近年来，利用有限时间热力学方法

研究和评价各类热机和制冷系统取得了很大的进展，这为斯特林制冷机的参数设计和优化提

供了重要依据。Leff 和 Teeters[2]指出了直接的 Curzon-Ahlborn 测定不包括逆向的卡诺循环。

Blanchard[3]运用拉格朗日乘数法得到了在最小输入功率下运行的内可逆卡诺热泵在特定热

负荷下的性能系数。

很多学者利用有限时间热力学方法研究了受一系列不可逆因素影响的斯特林制冷循环

 基金项目：国家自然科学基金重点项目（No.51736004）



的性能，并获得了一些重要结论[4-9]。Chen[5]考虑了斯特林制冷机系统的有限速率传热、回

热损失及漏热损失等主要不可逆因素，分析了功率输入和冷却系数随冷却率的变化关系并得

到了最大制冷率和制冷系数的表达式。

除了提高性能系数，系统经济收益的提高也是设计制冷机需要考虑的重要因素。为此，

很多学者在研究各类制冷机热力性能的同时都考虑了系统的热经济学性能[10-13]。考虑制冷机

的尺寸限制和热经济性，Erbay 和 Yavuz[6]根据循环的多变模型得到了斯特林制冷机的最大

冷却密度及对应的临界体积压缩比。Tyagi[8]等对一个不可逆斯特林制冷循环进行了热经济学

优化分析并研究了各种参数下的制冷机最佳热经济性能，发现回热效率对系统性能的影响大

于其他参数。

在实际斯特林发动机的性能研究中，各性能评价指标往往不按照同一趋势变化。因此，

如何折衷处理各目标函数关系以获得系统最佳性能成为了斯特林制冷机设计和优化中的难

点。针对这一问题，近些年很多学者基于智能优化算法对热力系统的中的重要目标函数进行

了多目标优化并获得了一系列最优解的集合，称之为帕累托前沿。帕累托前沿上解的个数与

算法参数设置相关且一般数量较多，对于实际问题，必须使用决策方法筛选出最终的最优解。

进化算法是一类元启发式算法的统称，包括遗传算法、粒子群算法、蚁群算法等。这类算法

借鉴大自然中生物的进化、选择与淘汰机制，通常先产生一个族群，然后不断进化与淘汰，

最终产生能够在严酷的自然环境中生存的优异个体。它具有自组织、自适应的特性，常被用

来处理传统优化算法难以解决的问题。Ahmadi 等[14]采用 NSGA-II 算法对不可逆斯特林制冷

机循环模型开展了多目标优化，并通过三种决策方法得到了最优解。Dai 等[15]使用了一种基

于拥挤距离的粒子群算法对斯特林热机循环开展了三目标优化。分解是传统多目标优化的基

本策略，Zhang 等[16]提出了一种基于分解的多目标进化算法(MOEA/D)。实验结果表明，该

算法使用目标归一化可以处理不同规模的目标，生成一组非常均匀分布的解决方案，且计算

复杂度低于非支配遗传算法。

在近年来斯特林制冷机循环的研究中，循环的压缩和膨胀过程主要基于等温假设进行分

析。然而，由于系统内部与外部的不可逆因素，斯特林制冷机内的工质与外界换热过程中难

以维持等温状态。因此，本文基于有限时间热力学方法提出了一种斯特林制冷机的多变模型，

考虑了工质与外界间的有限温差换热、回热器的回热损失以及高温热源流向低温热源的漏热

损失。考虑到制冷机的经济性，本文引入了热经济学函数，基于多变模型研究了温度比、传

热系数等参数对斯特林制冷机综合性能的影响并获得了各参数条件下的最佳热经济学性能。

此外，本文提出了一种基于分解的多目标进化算法，以输入功率、制冷率和热经济学函数为

目标对斯特林制冷机模型进行了多目标优化，并分别与经过遗传算法和粒子群算法优化得到

的结果进行了比较，验证了优化方法的准确性，最后通过 TOPSIS 决策方法在三维帕累托前

沿上得到了最优解。

1 模型概述

斯特林制冷机的原理是利用斯特林循环的逆过程来实现制冷，其结构一般由压缩气缸、

膨胀气缸、推移活塞、回热器和冷却器等部件构成，如图 1(c)所示。理想的斯特林循环由两

个等温过程和等容过程构成，反映在图 1(a)循环温熵图所示的 1-2-3-4 过程。考虑到工质与

外界的有限温差换热及回热器的回热损失等不可逆因素，工质在回热过程结束后无法到达理

想状态点 3 和 1，而是状态点 3'和 1'。为了更加准确地模拟工质与外界的换热过程及不完全

回热过程，本文假设工质在冷热端的换热为多变过程，其换热满足牛顿冷却定律，并考虑工

质为理想气体。因此，如图 1(a)、(b)的斯特林制冷机多变模型所示，1'-2 过程为多变膨胀过

程，循环工质被推移活塞进行膨胀，并通过加热器从冷却对象吸收热量，其温度从 T1'变化

到 T2；2-3'过程为等容吸热过程，工质从回热器吸收热量，温度 T2从升高到 T3'；3'-4 为多变



压缩过程，通过外界输入功，工质被压缩活塞压缩，压缩热经冷却器释放到外界环境，工质

温度从 T3'变化到 T4；4-1 过程为等容放热过程，工质向回热器释放热量，其温度从 T4 降低

到 T1'。制冷循环各过程都是在有限时间尺度内进行的，为了分析各过程的不可逆性和能量

转换关系，下面对斯特林制冷机的多变模型开展有限时间热力学分析，以获得制冷机热力性

能和热经济学性能的数学表达。

图 1 斯特林制冷机多变模型：(a) 循环模型；(b) 系统能量转换关系；(c) 结构示意图

2 有限时间热力学分析

如图 1 所示，本文假设过程 1'-2 和 3'-4 为多变过程，多变过程的指数必须在极限范围

以内，满足 n1>1 和 n2>1。假设回热器的效率为R，则R满足以下关系：

3 2 4 1

4 2 4 2
R

T T T T
T T T T

   
 

 
(1)

为方便表示循环各点温度，分别定义 、 为斯特林制冷循环工质的热端最高温度和冷

端最低温度的比值及体积压缩比，表示如下：

4

2

T
T

  (2)
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   (3)

则循环各节点的温度关系可以表示为：

   1 4 4 2 2 1R RT T T T T            (4)

   3 2 4 2 2 1 1R RT T T T T           (5)

4 2T T (6)

对于 1'-2 的吸热膨胀过程，工质从低温热源吸收热量，其温度从 T1'变化到 T2，其变化

过程为多变过程，多变指数为 n1。低温热源温度为 TL，该过程的各热力学参数满足以下关

系：



1
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联立方程(7) -(9)可得多变指数 n1和参数 c1 的表达如下：
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同理，对于 3'-4 的压缩放热过程，在外界输入功的驱使下，工质向高温热源释放热量，

其温度从 T3'变化到 T4，其变化过程为多变过程，多变指数为 n2。热源温度为 TH，该过程的

各热力学参数满足以下关系：
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联立方程(12) -(14)可得多变指数 n2和参数 c2的表达如下：
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根据功的定义，多变过程过程功的微分形式可以表示为

1
gmR

W pdV dT
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
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根据热力学第一定律，多变过程的热量变化可以表示为

1V V
k nQ W mc dT mc dT
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(18)

其中 Rg为工质的气体常数，cV为工质的定容比热容，k= cp /cV, 为工质的热容比。根据多变

过程的始末状态，对上式积分可得，工质在多变过程 1'-2 从低温热源吸收的热量和在多变过

程 3'-4 向高温热源释放的热量分别为
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根据牛顿冷却定律，工质吸热和放热的速率和工质与外部热源间的温差成正比。工质在

多变过程 1'-2 和 3'-4 中的传热关系式分别可以表示为
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其中 m 为工质质量， H H HK U A 、 L L LK U A 分别为工质与高、低温热源间的传热系数，表

示工质与加热器和冷却器端对流换热系数和换热面积的乘积，tH、tL分别为多变过程 3'-4 和

1'-2 的持续时间。

对方程(21)、(22)进行积分求解，得到多变过程吸热过程 1'-2 和多变过程放热过程 3'-4
的时间分别为
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由于回热过程也是在有限温差换热下进行的，回热时间不可忽略。假设回热时间与回热

过程最初状态和最终状态的温差呈正比，回热过程的总时间可以表示为

 4 22R RH RL Rt t t T T     (25)

其中 表示回热时间与回热温差间的比例常数，故斯特林制冷机循环时间 tcycle 可以表示为

cycle L H Rt t t t   (26)

高、低温热源间存在温差，部分热量会不可避免从高温端流向低温端。为了描述高温热

源到低温热源的漏热损失，设每个循环周期内热损失的热量表示为

 0 0 H L cycleQ K T T t  (27)

其中 K0 代表高、低温热源间的漏热损失系数。因此，考虑各种不可逆损失后，制冷机工质

从低温热源吸收和向高温热源释放的净热量分别为

0L lQ Q Q  (28)

0H hQ Q Q  (29)

根据工质与外界换热量的表达式，循环输入功 W 可以表示为

H L h lW Q Q Q Q    (30)

功率输入、冷负荷和制冷系数是斯特林制冷机的重要性能指标，联立式(26)-(30)可得：
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其中 1
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建设一个制冷工厂，总是希望少投入、高产出，以获得最佳的经济效益。为此，有研究

者提出了热经济学函数来优化制冷机的性能，其定义为每单位成本的制冷率：

L

i e

RF
C C




(34)

式中 Ci和 Ce 分别表示每单位时间的投资成本和燃料消耗成本。这些费用成本对于不同的工

厂是不同的，但对于一个具体的制冷工厂可作为一个确定的参数来处理。一般来说，制冷工

厂的投资成本主要取决于热交换器、压缩和膨胀装置的成本。热交换器成本被认为与总传热

面积成正比，压缩和膨胀装置的成本与压缩容量即所需的输入功率成正比。燃料消耗成本与

输入功率成正比。因此，单位时间投资成本和燃料成本分别表示为

  2i H L RC a A A A b P    (35)

3eC b P (36)

其中 a、b2、b3为比例系数，AH、AL、AR分别为加热器、冷却器和回热器的传热面积。根据

换热器理论，回热效率与回热器的传热单元数，回热单元数和回热器有效传热面积分别有如

下关系：
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其中 UR为工质与回热器间的对流换热系数，Cf为工质的热容。联立以上两式可得回热器传

热面积与回热效率关系如下：
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将式(35)、(36)代入式(34)可得热经济学函数的无量纲表达形式：
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其中 2 3b b b  ， /a b  ，本文将 bF 作为热经济学目标函数进行分析和优化。

3 结果分析

为了对斯特林制冷机多变模型的性能进行数值模拟分析，本文选取氦气作为制冷机循环

工质，将本文模型与经典的等温模型进行了对比，研究了循环温度比、体积压缩比、传热系

数等关键热力参数对制冷机性能的影响。斯特林制冷机的主要参数取值如表 1 所示，其中高

温端热源温度为 280K，低温端热源温度为 240K。

表 1 斯特林制冷机模型主要参数



模型参数 符号 数值 单位

工质质量 m 4 g
工质等容比热容 cV 3.123 kJ/(kg·K)
理想气体常数 Rg 2.077 kJ/(kg·K)
高温热源温度 TH 280 K
低温热源温度 TL 240 K

循环冷端最低温度 T2 200 K
高温端传热系数 KH 500 W/K
低温端传热系数 KL 500 W/K

温度比  1.6 -
体积比 λ 2.0 -

回热效率 R 0.8 -
热经济学参数  0.5 -
回热比例系数  1×10-4 s/K
热漏损失系数 K0 12 W/K

3.1 模型对比

根据表 1 的参数经过模拟计算得到了模型的温熵关系曲线和压力-体积关系曲线，分别

如图 2 的(a)、(b)所示。如图所示，黑色虚线表示斯特林制冷机的等温模型曲线，黑色实线

表示本文构建的多变模型曲线。不同于经典的等温等容循环，在本文的模型中，工质经过膨

胀腔从低温热源吸收热量是一个变温过程，其温度按照某个确定的多变指数进行变化。同理，

在外界输入功的驱动下，工质经过压缩腔压缩放热的过程也是一个多变过程，其温度也是按

某个多变指数变化。

图 2 斯特林制冷机模型对比：(a) T-s 图；(b) p-v 图

图 3 斯特林制冷机模型性能对比：(a) 高温热源温度变化；(b) 低温热源温度变化

为了评估本文提出的斯特林制冷机多变模型的性能特性，我们计算了相同工况下的不可

逆等温模型和理想等温模型的性能系数，在本文研究的热源温度范围内进行了对比，结果如



图 3 所示。从图中可以看出，相同参数条件下，多变模型的制冷系数 COP 和热经济学函数

bF 高于考虑同样不可逆因素的等温模型，而低于只考虑外部温差的内可逆等温模型。随着

热源温度的变化，多变模型和等温模型在较低的高温热源温度和较高的低温热源温度时都具

有更好的性能系数，且都低于理想的内可逆循环模型。

3.2 参数分析

下面通过 2-D 和 3-D 响应面图，分析了温度比、体积压缩比、回热效率等重要设计参

数对斯特林制冷机性能的交互影响。图 4 显示了循环温度比和回热效率R 对输入功率 P、
制冷率 RL、制冷系数 COP 和热经济学函数 bF 的交互影响。由图可知，随着温度比的增加，

输入功率接近线性增大，制冷率先增大后接近平稳，制冷系数和热经济学函数均随之减小。

图 5 绘制了不同参数条件下循环 T-s 图的对比情况，如图 5(a)所示，温度比的增加显著提高

了循环高温端的温度水平，而低温端温度水平增大不明显。因此需要更多的外界功率输入维

持高、低温端更高的温度水平。由于冷端温度水平的上升，工质从低温侧吸收的热量减少，

即循环制冷量减小，而循环周期由于温度水平的提高而被缩短，两种因素互相矛盾，导致了

制冷率的变化存在一个峰值。根据制冷系数的表达式，随着温度比的增加，工质制冷量减小、

而循环输入功增加，使得制冷系数不断减小。同理，温度比增加导致了因输入功率增加导致

的压缩容量成本增大，使得热经济学函数不断减小。

图 4 温度比和回热效率对制冷机性能交互影响：(a)输入功率；(b)制冷率；(c)制冷系数；(d)热经济学函数

图 5 不同温度比、回热效率、压缩比下循环 T-s 图的对比：(a)温度比；(b)回热效率；(c)压缩比

随之回热效率的增加，制冷机的输入功率、制冷率、制冷系数和热经济学函数都呈增大

趋势。如图 5(b)所示，随之回热效率的增加，多变指数 n1、n2都不断减小，多变过程越来越



接近等温过程。随之回热损失的减小，工质从低温端吸收的热量和向高温端释放的热量都随

之增大，循环周期随着传热温差的增大而减小，这导致了输入功率和制冷率的不断增大。由

图 5(a)(b)对比可见，相同温度比的条件下，随之回热效率的增加，制冷率的上升趋势明显大

于输入功率的上升趋势，导致了制冷系数和热经济学函数的增加。由图 5(b)所示，回热效率

越大，制冷率随着温度比的增大趋势越来越明显，即二者之间的交互作用更强。

图 6 温度比、压缩比对制冷机性能的交互影响：(a)输入功率；(b)制冷率；(c)制冷系数；(d)热经济学函数

图 6 展示了温度比、压缩比λ对输入功率 P、制冷率 RL、制冷系数 COP 和热经济学函

数 bF 的交互影响。当工质的体积压缩比增大时，输入功率随之减小，制冷率、制冷系数增

大，其变化趋势均不断减缓。图 5(c)绘制了不同体积比下的循环 T-s 图的对比，由图可见，

随着压缩比的增加，多变过程的多变指数减小，循环 T-s 曲线的范围明显增大，导致工质的

吸热量和放热量都有较大提升，循环的周期也随之增大。体积压缩比的增大意味着压缩过程

需要更多的输入功，也产生了更多的制冷量，但制冷量的增加幅度大于输入功，在循环周期

增大的情况下，导致了输入功率呈下降趋势而制冷率呈上升趋势。制冷率的增加和输入功率

的下降明显有利于制冷机性能的提升，所以制冷系数和热经济学函数都随着压缩比的增大而

增大。对于温度比的变化，制冷机性能变化趋势和图 5 较为一致。

根据图 5 和图 6 的参数交互分析可得，在制冷机条件允许的范围内，适当减小高低温端

的温度比、提高回热效率和体积压缩比有利于获得更好的制冷系数和热经济学性能。

图 7 为斯特林制冷机在不同冷、热端传热系数条件下的输入功率和制冷率，从图 7(a)-(c)
可以看到，输入功率随着热端传热系数和冷端传热系数的增加具有相同的变化趋势，都是随

着传热系数的增加而增加，增长趋势逐渐减慢。由于循环的温度参数保持不变，制冷机的输

入功随着传热系数的变化保持稳定。热端传热系数的增加会促进工质与高温热源间的换热，

冷端传热系数的增加会促进工质与低温热源间的换热，换热效果的提升有利于缩短循环的周

期。循环周期包括工质的换热时间和回热器的回热时间，随着热端或冷端传热系数的不断增

大，工质的压缩、膨胀时间缩短到很小之后，循环周期变化很小。因此，输入功率会随着冷、

热端传热系数的增加均呈现先增加后逐渐平稳的趋势。同理，如图 7(d)-(f)所示，制冷率也

随着冷、热端传热系数的变化呈现先增大后逐渐平稳的变化趋势，但可以看出，传热系数的

增加对制冷率的影响效果更为显著。



图 7 传热系数对输入功率和制冷率的影响规律：

(a)冷、热端传热系数对输入功率的共同影响：(b)热端传热系数的影响；(c) 冷端传热系数的影响

(d)冷、热端传热系数对制冷率的共同影响：(e)热端传热系数的影响；(f) 冷端传热系数的影响

图 8 传热系数对制冷系数和热经济学函数的影响规律：

(a)冷、热端传热系数对制冷系数的共同影响；(b)热端传热系数的影响；(c) 冷端传热系数的影响

(d)冷、热端传热系数对热经济学函数的共同影响；(e)热端传热系数的影响；(f) 冷端传热系数的影响

图 8 为斯特林制冷机在不同冷、热端传热系数条件下的制冷系数和热经济学函数。由图

8(a)-(c)可知，制冷系数随着冷、热端的传热系数的增加均不断增大，增大幅度开始很大，然

后逐渐趋于平缓。这是因为当传热系数过大时，循环周期已经减小到接近某个极小值，制冷

率和输入功率的变化很小。因此，适当程度增加制冷机膨胀腔和压缩腔的传热系数有利于提

升制冷性能。

由图 8(d)-(f)可知，在一定的冷端传热系数下，热经济学函数随着热端传热系数的增加

呈现先增长后下降的非线性变化趋势。在一定的热端传热系数下，热经济学函数随着冷端传

热系数的增加也呈现先增大后减小的趋势。在系统结构不变的情况下，增大制冷机低温端或



高温端的传热系数是通过增大热交换器的有效换热面积。根据热经济学函数的定义可知，总

传热面积的增大增加了制冷机的整体成本，这对制冷机的经济性有不利影响。因此，当传热

系数较小时，增大投资成本提高传热系数对制冷性能有较大改善，制冷机的热经济学性能提

升。当传热系数增大到某个值之后，继续增大投资成本提升换热系数对制冷机的制冷效果增

益不大，反而使系统尺寸过大，热经济性变差。冷、热端的传热系数均存在最优值使制冷机

取得较好的制冷效果同时控制投资成本。

3.3 热经济学函数优化

上述分析了温度比、压缩比、回热效率和传热系数对斯特林制冷机性能的影响情况。其

中可以发现，随着冷、热端传热系数的变化，热经济学函数均存在一个最大值。因此，需要

对循环的冷、热端传热系数进行优化，从而获取系统最优热经济学函数工况并对不同参数下

的系统最佳经济学性能进行评估。在优化方法上，本部分采用遗传算法进行全局数值寻优计

算，得到不同参数下的热经济学函数优化结果如图 9 所示。

图 9 不同温度比和压缩比下的热经济学函数优化结果：

(a)不同温度比下热经济学函数最优值：(b)对应热端传热系数优化值；(c) 对应冷端传热系数优化值

(d)不同压缩比下热经济学函数最优值；(e)对应热端传热系数优化值；(f) 对应冷端传热系数优化值

图 9(a)、(b)、(c)展示了循环温度比从 1.6 变化到 1.8 时的热经济学函数数值优化结果。

从图中可以看到，随着循环热端温度的增加，系统最佳热经济学性能不断下降，其对应的热

端传热系数优化值不断减小，冷端传热系数优化值变化不明显。这是因为热端温度的显著增

大导致了更多功率输入，提高了制冷机的成本，而制冷率由于冷端温度水平变化很小而基本

维持原有水平。为了折衷有因输入功率增加导致燃料成本的上升，热端传热系数的下降有效

降低了投资成本，但总体制冷效率的下降导致了最佳热经济学函数的降低。随着回热效率的

增加，制冷机的热经济学性能有一定的提升，而对应的冷、热端传热系数优化值不断减小。

图 9(d)、(e)、(f)展示了循环工质压缩比从 2.0 变化到 4.0 时热经济学函数的数值优化结

果。由图可得，随着工质压缩比的增加，制冷机最佳热经济学函数值不断增大，对应的传热

系数优化解也不断增大。工质压缩比的增加有利于提升系统的制冷率，显著提高了制冷性能。

随着工质压缩和膨胀过程换热量的增加，为了改善换热性能、提高经济效率，冷、热端传热

系数的优化值不断增加，系统的热经济性不断提升。从图中还可以看出，在压缩比超过 2.5
时，过于增大回热效率会提升制冷机的投资成本，对系统的热经济最佳性能的提升不利。



4 多目标优化

在上述的制冷机的性能分析中，输入功率、制冷率和制冷系数、热经济学函数随着系统

参数的变化呈现不同的变化趋势，即目标函数间彼此矛盾。为了解决各目标函数之间的冲突，

智能优化算法被用于对系统的多个目标同时进行优化，从而得到最优的解决方案。

智能优化算法中的进化算法是一种成熟的具有高鲁棒性和广泛适用性的全局优化方法，

在多目标优化研究中也得到了广泛的应用。Deb[17]提出了带精英策略的非支配排序遗传算法

(NSGA-II)，该算法提出了快速非支配的排序算法，引入了精英策略和拥挤度，降低了计算

非支配序的复杂度并且保证了种群的多样性，是应用最广泛的多目标进化算法之一。Zhang[16]

提出了一种基于分解的多目标进化算法(MOEA/D)。与 NSGA 一类基于支配的方法不同，

MOEA/D 基于分解的思路，将一个多目标优化问题分解成若干个标量优化子问题并同时优

化它们。由于分解操作的存在，该方法在保持解的分布性方面有着很大优势，而通过分析相

邻问题的信息来优化，能避免陷入局部最优，且在每一代的计算复杂度低于 NSGA-II。实验

研究表明，采用先进分解方法的 MOEA/D 可以为三目标测试实例生成一组非常均匀分布的

解。

图 10：(a)权重向量分配原理图；(b)切比雪夫分解原理图；(c)基于分解的多目标进化算法流程

为了将多目标优化问题分解为多个单目标优化子问题，如图 10(a)所示，首先需要在目

标空间内均匀分配 N 个权重向量。多目标优化常用的分解方法有加权和法、切比雪夫分解

法和边界交叉聚合方法，本文选用切比雪夫分解法将多目标问题分解为一系列单目标优化子

问题。切比雪夫分解法原理图如图 10(b)所示，其中单目标优化函数的表达形式如式(41)：

    
1

min  | , max | ,te
i i ii m

g x z f x z x  

 
   (41)

其中  1 2,...,
T

z z z   是参考点，由所有目标函数最优值组成的参考向量。x 在变量空间里，f

由 m 个目标函数 f(xi)组成。在图 10(b)中，对于任一个权重变量λi，选取离理想点最远的目

标函数方向，逐渐改变 x 使得不断靠近理想点，直到到达帕累托前沿上的对应点。对于每一

个权重向量λ，都可以在变量空间搜寻到一个满足式(41)的 x*，进而得到帕累托前沿上的相

应最优解。通过设置不同的权重向量λ，就可以得到所有的收敛点，共同组成 Pareto 最优解



集。多目标优化问题被分解为多个单目标优化自问题之后，使用遗传算法的原理同时优化求

解，MOEA/D 的算法流程如图 10(c)所示。

下面将采用基于分解的多目标进化算法对模型开展多目标优化研究，制冷机的输入功率、

制冷率和热经济学函数被作为多目标优化的三个优化目标。选择温度比和压缩比作为多目标

优化的决策变量，其约束条件如下：

1.6 1.8  (42)

2 4  (43)

在寻优计算过程中，制冷率和热经济学函数同时最大化，输入功率最小化。为了对本文

优化算法(MOEA/D)的准确性进行验证，本文还同时使用多目标遗传算法(MOGA)和多目标

粒子群算法(MOPSO)基于同样的约束条件和优化目标对模型开展了多目标优化计算。三种

多目标优化算法的参数设置如表 2 所示。

表 2 三种多目标优化算法参数设置

多目标优化算法 参数设置

MOEA/D
种群个数 邻居规模 迭代次数

100 20 100

MOGA
种群个数 最优个体系数 最大迭代次数

400 0.25 300

MOPSO
种群个数 非支配解种群数量 迭代次数

200 100 100

图 11 三种多目标算法得到的帕累托前沿对比：

(a)三维帕累托前沿；(b) P-RL帕累托前沿；(c) bF-RL帕累托前沿；(d) bF-P 帕累托前沿

通过表 2 的参数设置，将模型基于三种多目标优化方法后得到的帕累托前沿如图 11 所

示，其中三个帕累托解数量均为 100。经过三维帕累托前沿和三个平面的投影对比可知，三

种多目标优化的帕累托前沿基本吻合，通过 MOGA 得到的帕累托前沿范围较广，通过

MOEA/D 得到的帕累托前沿上最优解的分布更加均匀。经过上述对比可以说明，MOEA/D



对本文模型的多目标优化具有较好的准确性。

为了获得制冷机的最优综合性能，采用 TOPSIS 决策方法对帕累托最优解集进行决策。

对帕累托前沿上的粒子进行拟合，拟合曲面如图 12 所示。从图中可以看到制冷机三个性能

目标间的矛盾关系，帕累托最优解分布在 2.57 kW 3.87 kWP  ，4.49 kW 5.53 kWLR  ，

1.33 1.56bF  。其中绿色球体是经过 TOPSIS 决策得到的最优解。

图 12 斯特林制冷机的输入功率、制冷率及热经济学函数指标优化后的拟合图

根据拟合曲面进行计算，帕累托前沿上三个目标的关系为

   45.58 7.34

1 11.56
1 / 4.67 1 / 3.88L

bF
R P   

 
(44)

由式(44)就可以根据输入功率和制冷率求解出相应的热经济学指标。图 13-15 分别给出

了双目标组合优化的帕累托前沿。图 13 是斯特林制冷机输入功率、制冷率的双目标帕累托

前沿。由图可知，随着制冷率从 4.5 kW 增大到 5.5 kW，制冷机的输入功率也从 2.6 kW 增

大到 3.8 kW。为了在提高制冷效果和增大投入上权衡折衷，采用 TOPSIS 决策方法得到的最

优解如下：输入功率为 2.79 kW，制冷率为 4.76 kW。由于制冷系统对输入功率的大小比较

敏感，而对制冷率的敏感性较小，优化目标为最小化输入功率和最大化制冷率。由图可见，

在相同的权重比例下，TOPSIS 决策解离最小的输入功率更近。因此，制冷机的性能优化方

向会更偏向于降低输入成本。

图 13 输入功率、制冷率为目标的帕累托前沿



图 14 是斯特林制冷机热经济学函数、制冷率的双目标帕累托前沿。由图可见，当制冷

率从 4.5 kW 增大到 5.5 kW，制冷机的热经济学指标值从 1.56 下降到 1.33。更大的制冷率和

最大的热经济学函数值有利于系统性能的提升，故理想最优解在图 15 的右上角。TOPSIS
决策解落在热经济学函数为 1.53，制冷率为 4.76 kW 的点上，说明决策解更偏向于热经济学

指标更低的方向。

图 14 热经济学函数、制冷率为目标的帕累托前沿

图 15 是斯特林制冷机热经济学函数、输入功率的双目标帕累托前沿。由图可见，随着

输入功率从 2.6 kW 增大到 3.8 kW，制冷机的热经济学指标值从 1.56 下降到 1.33。较小的输

入功率和较高的热经济学指标导致较好的系统性能，所以理想最优解在帕累托前沿的左上方

端点。由于三个目标间的矛盾关系，TOPSIS 决策解无法取到左上方的最优点，而是落到热

经济学函数为 1.53，输入功率为 2.79 kW 的点上。

图 15 热经济学函数、输入功率为目标的帕累托前沿

表 3 给出了不同目标函数的单目标优化和多目标优化 TOPSIS 决策的结果。为了评价各

个决策解的优劣程度，表 3 最后一列列出了每种决策解与理想解的偏差指数 d。由表 3 可知，

当分别以最小输入功率、最大制冷率和最大热经济学函数对模型进行单目标优化时，获得的

与理想最优解的偏离指数分别为 0.3758、0.6242 和 0.3758。三目标优化决策解的偏离指数为

0.3612，均小于单目标优化的结果。

图 16 给出了单目标优化与多目标优化结果的柱状对比，其中 max/P P P ， max/L LR R R 。



如图所示，经过 MOEA/D 算法多目标优化和 TOPSIS 决策得到的最优解相比单目标优化结

果，以较小的制冷率下降为代价大幅度提升了系统的热经济学性能。同时，决策解也保证了

在制冷机功率输入较小的条件下，维持较好的制冷性能。以上说明，基于 MOEA/D 的多目

标优化能够均衡各目标的关系，相比单目标优化能够得到更优的结果。

表 3 多目标优化结果分析

优化解 决策方法

决策变量 优化目标 偏离指数

    kWP   kWLR bF d

多目标优化 TOPSIS 1.62 4.0 2.79 4.76 1.53 0.3612
最小输入功率 - 1.60 4.0 2.57 4.49 1.56 0.3758
最大制冷率 - 1.73 4.0 3.87 5.54 1.33 0.6242

最大热经济学函数 1.60 4.0 2.57 4.49 1.56 0.3758
理想最优解 - - - 2.57 5.54 1.56 0

图 16 单目标优化与多目标优化结果对比

图 17 给出了帕累托前沿范围内温度比的分布。如图所示，采用 MOEA/D 算法对模型

进行多目标优化后，最优的温度比分布在 1.60 和 1.73 之间。随着温度比的增加，输入功率

和制冷率都不断增加，热经济学函数接近线性减小。

图 17 帕累托最优解随温度比的分布



5 结论

本文运用有限时间热力学方法建立了一种更符合实际情况的不可逆斯特林制冷机循环

模型。通过多变换热过程模拟工质与外界的换热过程，并考虑了工质与外界间的有限温差换

热、回热器的回热损失以及高低温热源间的漏热损失，得到了斯特林制冷机的输入功率、制

冷率、制冷系数和热经济学函数。基于提出的多变模型，研究了温度比、体积比等参数对斯

特林制冷机性能的影响，通过数值优化得到了系统的最佳热经济学性能。根据分析结果，以

输入功率、制冷率和热经济学函数为目标函数，首次将基于分解的多目标进化算法用于斯特

林制冷机性能的优化，选用 TOPSIS 决策得到了多目标优化的最优解。本文研究结论如下：

(1) 相同参数条件下，本文提出的多变模型的制冷效率和热经济学函数高于考虑同样不

可逆因素的等温模型，低于理想内可逆斯特林制冷机模型。

(2) 适当减小高低温端的温度比、提高回热效率和体积压缩比有利于获得更好的制冷系

数和热经济学性能。热经济学函数随着热端、冷端传热系数的变化都存在一个最优值。

(3) 随着循环温度比的增加，系统最佳热经济学性能下降，其对应的热端传热系数优化

值不断减小。随着工质压缩比的增加，制冷机最佳热经济学函数值不断增大，对应的传热系

数优化解也不断增大。在压缩比超过 2.5 时，过于增大回热效率会提升制冷机的投资成本，

对系统的热经济最佳性能的提升不利。

(4) 基于分解的多目标进化算法(MOEA/D)与多目标遗传算法(MOGA)和多目标粒子群

算法(MOPSO)三种算法得到的帕累托前沿吻合良好，表明对本文模型的多目标优化具有较

好的准确性。经过 MOEA/D 多目标优化并通过 TOPSIS 决策得到的解能够均衡各目标的关

系，以较小的制冷率下降为代价大幅度提升了系统的热经济学性能，相比单目标优化能够得

到更优的结果，对实际斯特林制冷机的设计和优化具有一定指导意义。
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摘要：列车制动过程是列车运行过程的重要组成部分，是列车安全的重要保障。车辆在制动过程中通过盘

片和垫片之间的滑动摩擦力将动能转化为热能。因此，需要对盘式制动器进行充分的冷却以防止各种因温

度过高而产生的制动问题。所以对制动盘散热能力的研究对列车安全非常重要。本文介绍了一种新的制动

盘制动盘传热特性仿真方法，通过对制动盘实验中实验装置进行简化，获得了制动盘在滚动壁面上滚动的

仿真模型。使用动网格方法对制动盘的滚动过程进行了模拟，获得了针肋型制动盘试件周围流场分布和内

部通道对流换热特性。

关键词：制动盘；动网格；传热特性

0 前言

列车的制动过程是将列车的动能转化为其他形式的能并消耗掉。列车运行速度很高，要

在尽可能短的时间和距离内将这些巨大的动能转移、消耗，对制动盘的散热能力有很高的要

求。列车通过制动盘与制动闸片间的摩擦，使运动车辆减速，直至停止运动。在制动过程中，

车辆的动能在摩擦副处转变为热能，使得制动盘的温度快速升高[1-2]。如果制动盘不能有效

地散热，制动盘内温度分布不均匀性增大，将产生很大的热应力[3-4]。制动盘温度的升高一

方面使摩擦系数减小，制动能力下降，另一方面使制动盘出现热斑、热裂纹、热疲劳[5-6]，

会降低制动效果和制动盘的使用年限，影响车辆的行车安全。随着车辆速度的不断提高，制

动盘的通风传热技术成为决定车辆运行成本及安全的关键技术之一。从而，研究制动盘通道

的传热特性，认识及强化其传热能力对于降低车辆运行成本，提高车辆运行安全具有非常重

要的意义。

国内外学者对制动盘传热特性的研究方法主要是实验研究和数值模拟研究。Yan等[7]研

究了制动盘静止空气中定轴旋转过程，通过实验和仿真的方法对不同结构的制动盘传热特性

进行了研究。Ji等[8]使用滑移网格方法对制动过程中轮装式制动盘的散热进行了仿真研究，

过程中同时考虑旋转与平移。Marko等[9]对通风式制动盘轮毂进行优化，通过实验对两种制

动盘在静止空气和横流空气中传热特性进行对比研究，获得了相关无量纲关系式。金星等[10]

通过设计和搭建实验平台，按一定比例加工了制动盘试件，模拟了制动盘随车轮滚动过程，

通过萘升华传热传质比拟原理得到了试件表面的对流换热特性，为准确分析制动盘的传热提

供了依据。黄晨等[11]通过萘升华传热传质比拟原理，采用铸萘方法对扇形直肋制动盘内部

通道传热特性进行了研究。何梅[12]通过萘升华实验，研究了针肋直径、个数和高度对针肋

制动盘试件散热的影响，获得了针肋制动盘内部通道的对流换热特性。Gerlici等[13]讨论了制

动盘可能造成的气动损失的大小。对各种通风圆盘设计和实心圆盘的气动阻力进行了评估。

通过分析描述的测量和仿真数据，推导了径向叶片、切向叶片、组合式和实心圆盘等不同圆

盘设计下气动损失对机车车辆转速和线速度的依赖关系。Wang等[14]对实验数据进行整理，

采用不同的数据处理方法来呈现实验结果。报道了锥形径向叶片的努塞尔数、雷诺数与其他

几何参数之间的相关性。结果表明，传热系数与科氏加速度有密切关系，可通过这种关系将

试验圆盘的结果推广到实际情况。Wang等[15]研究了比实际通风通道小10倍的通风通道的传

1基金项目：国家自然科学基金项目（5206609，5176093），甘肃省高等学校产业支撑引导项目(2019C-06)。



热特性。研究了通道几何参数对其传热性能的影响。结果表明，翅片直径和翅片数量对换热

的影响大于翅片高度。在小雷诺数区和大雷诺数区，直叶片形成的通风通道与可用相关预测

的结果存在较大差异。左建勇[16]在考虑制动盘周围环境的情况下，建立了列车、轨道、制

动盘及其附近空气流场的仿真模型，在Fluent中采用动网格流固耦合方法，研究了列车运行

中制动盘泵风特性，分析了泵风效应对于牵引功率的影响。Zhou等[17]为研究高速列车运行

过程中换乘架区域的流场特性及对制动盘风阻力矩的影响规律，建立列车空气动力学模型，

对高速列车以200~450 km/h速度运行的6种工况进行流场仿真，计算结果表明，制动盘的阻

力和力矩与转速的平方成正比，功耗与转速的立方成正比。GarcíaLeón等[18]利用Ansys软件，

通过传热学的数学理论和数值方法对常见的五种不同的汽车盘式制动器进行了研究。此外，

对公开文献中发现的实验、理论和模拟值进行了直接比较，提出一种在散热方面具有改进几

何形状的盘式制动器。李阳杰等通过建立了1:1列车制动试验台，分别使用红外热像仪和热

电偶测量制动盘的温度变化情况，同时通过ADINA软件模拟了制动中制动盘温度场的变化。

1 模型描述
1.1 制动盘计算模型

图1中所示为实验装置，在实验中将轨道设计成圆形的，使制动盘随车轮在圆形通道上

滚动，实验中使用的制动盘试件尺寸为实际制动盘1/10。在实验中通过控制电机旋转使得旋

转壁旋转带动滚动轮在圆形轨道上滚动，从而带动制动盘试件进行运动。

图1 实验装置图

Figure 1 Schematic view of the experimental apparatus.

图2 试件中针肋分布图 图3 制动盘三维模型

Figure 2 Detailed configurations of the test disc. Figure 3 3d model of brake disc



本文要通过仿真实现对在壁面上滚动的制动盘内部通道对流换热特性的计算分析，在建

模时去掉实验台上在仿真计算中对制动盘试件没有影响的部件如电机、固定平台、联轴器等。

将制动盘、小轮、滚动轮、圆形轨道以及旋转臂作为研究对象进行建模，建立三维模型如图

4所示。其模型在的运动过程稍为复杂，动网格计算中网格重构过程中容易形成负体积，计

算也容易不收敛。本文的研究内容主要是分析内在不同速度下制动盘通道内的对流换热特

性，其中制动盘中的部分结构对流场的计算结果影响较小，但会增加建模和计算的复杂性，

为保证计算的顺利进行，也为节省计算资源方便计算，故对模型进行如下简化：(1)忽略制

动盘试件上螺栓与螺母等小部件对计算的影响，制动盘试件上螺栓与螺母等小部件会对流场

的分布造成一定影响，但对于制动盘通道内部的对流换热计算结果几乎没有影响[19]；(2) 在

计算中不考虑转臂对制动盘的影响；(3) 小轮模拟的是车轮，车轮的高速旋转使得车轮附近

和制动盘流场产生了复杂的流动状态，而滚轮对制动盘周围影响比较小，故去掉滚轮，保留

小轮。对模型进行修补，只对一个制动盘进行研究。简化后的模型如图5所示。

图 4 简化前模型 图 5 简化后模型

Figure 4 Pre-simplified model Figure 5 Simplified model

为了模拟制动盘及其周围的流场，计算制动盘内部通道的对流换热特性，将简化后的几

何模型导入到 SCDM 中，使用体积抽取命令建立制动盘试件与滚动壁面之间的流体计算区

域。由于在仿真计算中不需要研究滚动壁面的导热问题，故而在计算域中去掉圆形滚动轨道，

通过绝热无滑移壁面的设置来实现滚动轨道壁 面对空气域的影响，所得到的计算域模型如

图 6 所示。为了节省计算资源，在仿真计算只截取一部分流体区域进行研究，经过简化最后

得到的计算区域模型如图 7 所示。图中流体计算域的相关尺寸见表 1 所示。

图 6 制动盘计算域模型 图 7 简化后的计算域模型

Figure 6 Calculation domain model of brake disc Figure 7 Simplified computational domain model



表 1 计算域尺寸参数表

Table 1 Parameters of calculation domain

参数 尺寸

R0 323mm

R1 175mm

R2 366mm

θ 35°

H 185mm

1.2 网格划分与计算方法

由于本文中使用的制动盘试件几何模型形状比较复杂，而且 Fluent 动网格中的网格重

构目前只支持四面体网格的计算，所以本文利用 Fluent meshing 来生成四面体计算网格。图

8 中所示为制动盘试件滚动示意图，对试件与轨道接触的部分进行网格加密。图 9 中所示为

划分出来的计算模型网格。由于 Fluent 中动网格方法在网格重构时只支持四面体网格，为

避免在计算中边界层网格变形后质量太差，故将边界层网格区域单独分离出来作为独立的计

算区域。最后制动盘计算模型的网格划分结果是网格单元数为 5992791、节点数为 1485901。

图 8 制动盘试件滚动示意图 图 9 制动盘计算模型的网格划分

Figure 8 Brake disc rolling schematic diagram Figure 9 Meshing of the brake disc calculation model

基于Fluent软件对针肋型通风式制动盘的内部通道传热特性仿真研究。将滚动轨道壁面

设置为绝热无滑移条件；流固交界面设置为耦合界面条件；其他流体界面设置为开放式边界

条件，在fluent中即都设置为表压力为0的压力出口边界条件；对制动盘添加体积热源3320
W/m3。

由于制动盘运行中既有旋转又有平移，考虑制动盘结构的复杂性，使用非定常计算模型

进行模拟。常用于瞬态计算的模型是滑移网格模型与动网格模型，这两种模型可以真正进行

动态模拟给出运动边界的实施运动状态下的瞬态分析。由于模型中制动盘试件的运动既涉及

自传又设计公转，使用动网格方法进行仿真计算。

当前研究中为了合理地预测与旋转制动盘相关的相当复杂的流场，所使用的湍流模型主

要有RNG k-ε和SST k-ω模型，区别主要是[20]：SST k-ω模型主要适用于低雷诺数求解中，在

求解低雷诺数和有界壁面流动时，计算性能比较好，RNG k-ε模型对ε方程增加了附加项，进

而提高速度梯度较大流场的计算准确性，旋转效应的考虑使得计算精度进一步提高。综合实

践和理论计算后，本文中选用RNG k-ε模型。采用 SIMPLE 算法来计算，压力离散方式选



择PRESTO!，Gradient 梯度离散方法选择最小二乘法，湍流动能与湍流动能离散方法选择

一阶迎风格式，动量与能量离散方法选择二阶迎风格式。

2 模拟结果分析

2.1 不同车速下制动盘周围速度场

当制动盘以速度 v 在圆形轨道壁面上随滚轮滚动时，其本身既在绕轴心自转，又在绕 z
轴进行公转。制动盘试件在滚动轨道上滚动示意图如图 10 中所示。图中 v 表示制动盘运动

速度；ω表示制动盘试件自转角速度，即滚动角速度；Ω表示制动盘试件公转角速度，各个

物理量之间的关系如下：

·wv R  (1)

0R v   (2)

式中 RW表示滚轮直径，值为 0.043 m；R0表示制动盘轴心的周转半径，值为 0.323 m。

实验中通过改变电机的频率来控制制动盘试件的角速度，设置电机频率分别为2.5HZ、
3HZ、3.5HZ、4HZ、4.5HZ、5HZ,分别对应制动盘试件角速度140.3 rad/s、167.3rad/s、187.6
rad/s、209.5 rad/s、238.3 rad/s和266 rad/s。

图10中 (a) – (e) 所示为制动盘试件在6种速度下在滚动轨道上滚动时制动盘内部通道

中间截面上速度云图。对比不同滚动工况下的速度云图可以看出，制动盘通道中和周围空气

速度虽然大小不同，但其速度的分布情况是相似的。

(a) 140.3 rad/s；(b) 167.3rad/s；(c) 187.6 rad/s；(d) 209.5 rad/s；(e) 238.3 rad/s；(f) 266 rad/s

图 10 不同滚动速度下中间截面上速度云图：

Figure 10 The velocity cloud diagram on the middle section at different rolling speeds

图 11 中 (a)-(f) 所示为制动盘以 238.3rad/s 的角速度在圆形壁面上滚动时不同截面上空

气的流线分布图。截面位置如图 12 所示，(a)和(d)截面在外盘面和外盘面上，(b)和(c)在通

风通道内部，(e)盘面在盘和滚轮的中间面上，(f)截面在滚轮上。

从图 11 中可以看出在外圆周外部区域形成涡结构，在盘和滚动壁面之间由涡产生，内

部通道由于散热筋的影响靠近中心区域的涡有所加强。由图中(b)和(c)也可以看出制动盘在

壁面上滚动时带动周围空气运动，在制动盘背风侧尾迹区空气流速较大。内部通道中空气在

背风区域速度比较大，同时在滚动壁面附近由于避免的影响空气流速较小。由于制动盘本身

有向前滚动的速度，在迎风侧空气速度较小背风侧较大，故而如果以制动盘为对象来说，在

迎风侧空气进入内部通道，背风侧空气从内部通道流出。图 13 中所示为制动盘轴线与坐标

原点所在截面上的流线图，可以看出，随着制动盘在壁面上滚动带动周围空气运动，部分空

气从外侧内圆周进入制动盘通道，从制动盘内侧内圆周和外圆周处流出通风道。这主要是由



于此类制动盘在旋转过程中工作将制动盘周围的冷却空气吸入通风通道。由于制动盘内侧摩

擦面和小轮上挡板形成了狭窄的通风道，故对于当前而内侧内缘周也是空气出口。

(a) z = -53mm；(b) z =-54mm；(c) z = -56mm；(d) z = -60mm； (e) z = -65mm；(f) z = -69

图11 不同截面上流线分布图

Figure 12 Streamline distribution on different sections

图12 截面位置图图 图13旋转轴与圆心所在截面流线图

Figure 13 the position of the cross section Figure 14 Flow line diagram of the rotating axis and original core

2.2 制动盘内部通道对流换热特性分析

2.2.1 制动盘内部通道模拟结果验证

通过对比实验所得内部通道表面对流换热系数与数值计算得到的结果可以验证本文计

算结果的准确性。当制动盘试件在滚动壁面内随着滚动轮滚动时，其速度与对流换热系数可

通过以下方式[15]实现无量纲化。

根据 Limpert [22]的研究中，内部通道中的特征速度可以通过以下方法来计算：

2 2
in out in0.052v n D D  (3)

out in in out/v v D D (4)

vent-L in out( + ) / 2v v v (5)

其中 D 为盘的直径，n 为旋转速度，v 为流体通过盘通道的速度，下标 in 和 out 分别表示通

道流入和流出，vvent-L为特征速度。



确定特征速度之后，把所得数据进行处理，利用定义可以得出雷诺数，如式(6)所示：

ent-L e-Lvv dRe 


 (6)

式中 de-L为实验试件特征尺寸，其数值可以通过式 (7) 来表示：

  
  

2 2 2
out in 0

e-L 2 2 2
out in 0 0

44
2

D D H d HNVd
A D D d n d HN

 
 

  
(7)

式中 V 表示制动盘内部通道体积，A 表示内部通道面积，d0表示肋柱直径，N 表示柱肋个

数，H 表示柱肋高度。

图 14 中所示为仿真所得内部通道平均 Nu 数与实验所得内部通道 Nu 数的对比图。当制

动盘试件在滚动壁面内随着滚动轮滚动时，其速度与对流换热系数可通过以下方式实现无量

纲化, 得到了平均努塞尔数、散热筋数量、直径和高度之间的关联式[15]，即通过实验获得的

拟合值如式(8)所述:
0.33071 0.08853 0.31385

1.14945 0
L L0.003917

0.0025 0.0035 116
d H NNu Re

 
           
     

(8)

通过计算对比可知内部通道表面平均对流换热系数的误差在 20%以内。故而计算所得

结果具有一定的准确性。由图中可看到，当前模型的仿真结果小于实验值，主要是由于在建

模时省去了转柄以及制动盘上的螺栓等部件，同时受限于计算资源问题，本文通过简化实验

模型得到制动盘试件在圆形壁面上滚动模型，无法完全还原实际的实验过程，会对结果产生

一定的影响。同时动网格在网格重构后网格质量较差，对仿真结果有一定影响。

图 14 实验值与仿真值对比

Figure 14 Comparison between experimental values and simulation values

2.2.2 制动盘内部平面对流换热特性分析

将轨道展平放置后制动盘试件以 187.5 rad/s 的角速度在壁面上滚动时内部盘面对流换

热系数与压力云图如图 15 与 16 所示。内部通道盘面在迎风侧对流换热系数较大，背风侧换

热系数较小。主要是空气的流动是由制动盘的运动所引发的，在迎风侧空气受影响压力变大，

空气从静止开始运动。虽然壁面附近空气的绝对速度比较小，但是对于盘面的相对速度则比

较大，故对流换热明显。而在背风区域空气在内部盘面及散热筋的影响下速度持续增大，但

相对于盘面的相对速度较低故而对流换热比较低。由于散热筋的影响盘面上在筋压力侧周围



型成非常明显的高对流换区域，主要集中在针肋压力侧和两侧。在背风区域可以明显的看出，

受滚动避免的影响，靠近滚动壁面处的对流换热系数明显高于远离壁面处。

图 15 内部盘面对流换热系数云图 图 16 内部盘面压力云图

Figure 15 the convection heat transfer coefficient Figure 16 Internal disk surface pressure

of the internal disk surface

图 18和图 19 中所示为制动盘试件以 187.5 rad/s的角速度在圆形轨道壁面上滚动时散热

筋对流换热系数云图和压力云图。由图中可以看出，整体上散热筋在迎风侧对流换热系数比

较大背风侧比较小，散热筋压力侧对流换热系数大于背压侧。可以看出散热筋上在靠近内部

盘面的区域对流换热系数比较低，主要是由于在靠近内部盘面时空气受盘面影响与肋的相对

流速比较低所致。可以明显的看到，轨道壁面的影响背风侧靠近轨道壁面处肋的对流换热系

数明显大于远离壁面处的。

图 17 散热筋对流换热系数 图 18 散热筋压力图

Figure 17 Convective heat transfer coefficient of fins Figure 18 pressure cloud map of fins

通过整理仿真数据可得，当前制动盘试件内部盘面和散热筋对流换热系数与制动盘角速

度存在线性对应关系。通过数据拟合以及无量纲化可得仿真中使用的制动盘试件的内部盘面

和散热筋的平均努塞尔数 Nu 与制动盘旋转雷诺数 Re 之间的关联式如下：

Nu= 0.0232Re
0.7996

(9)
Nu =0.0145Re

0.9074
(10)



图 19 平均努塞尔数与旋转雷诺数关系

Figure 19Average Nussel number in relation to rotating Reynolds number

:

3 结论
本文利用Fluent软件对针肋型制动盘在几种工况下运行进行仿真研究，对实验装置进行

简化得到仿真模型，然后使用动网格方法对针肋制动盘试件在圆形壁面上滚动过程中内部通

道传热特性进行了仿真分析。主要结论如下：

(1)制动盘在滚动过程中在制动盘试件和滚动壁面之间和制动盘上部区域形成涡结构，

在内外盘面区域比较弱，在内部通道区域由于散热筋的影响我比较强烈。内部通道中空气在

背风区域速度比较大，在滚动壁面附近空气流速较小。

(2) 内部通道盘面在迎风侧对流换热系数较大，背风侧换热系数较小。由于散热筋的影

响盘面上在筋压力侧周围形成非常明显的高对流换区域，主要集中在针肋压力侧和两侧。

(3) 整体上散热筋在迎风侧对流换热系数比较大背风侧比较小，散热筋压力侧对流换热

系数大于非压力侧。可以看出散热筋上在靠近内部盘面的区域对流换热系数降低。

(4) 制动盘试件内部盘面和散热筋平均努塞尔数与旋转雷诺数的关系分别为 Nu=
0.0232Re0.7996 和 Nu =0.0145Re0.9074。
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摘要：本文建立了 PEM 电解槽三维全尺寸模型，对现有的平行流场、交指流场、蛇形流场以及双蛇形

流场电解槽进行传质分析。结果表明，四种 PEM 电解槽阳极流场中平行流场压降最小，1.65V 电压下

压降为 48.9Pa，反应物分布不均匀，流道内氧气难以排出；双蛇形流场压降适中，1.65V 电压下，压降

为 893.6Pa，在四种流场中性能表现最优。利用 Comsol 软件设定散热最大化和功耗最小化两个优化目

标，对 PEM 电解槽阳极流场进行双目标拓扑优化，对优化后的拓扑流场进行计算分析，结果表明，拓

扑流场能够使阳极水分布的更加均匀，增加催化层表面电化学反应的面积。但最终电解槽的整体性能

并没有特别明显的提升。本研究结果为 PEM 电解槽阳极流场的设计优化提供了参考。

关键词：PEM 电解槽；流场；拓扑优化；传质研究；模拟计算

0 前言

全球环境问题和对能源日益增长的需求要求可持续发展可再生能源技术，氢作为未

来可持续发展的能源载体将发挥重要作用[1,2]。在现有的制氢方法中，电解水制氢过程清

洁环保，是氢能发展的方向[3]，电解水制氢主要分为碱性（ALK）电解水制氢、固体氧

化物（SOE）电解水制氢、阴离子交换膜（AEM）电解水制氢和质子交换膜（PEM）电

解水制氢四种。ALK 电解水制氢技术最成熟，廉价的制氢成本使得 ALK 电解水制氢技

术在电解水制氢领域应用十分广泛，在本世纪初就已经有了兆瓦级应用[4]，但碱槽的能

耗相对较大，效率低[5]；SOE 电解水制氢技术效率较高，但是高温环境使得 SOE 电解槽

具有非常高的制造成本，目前处于研发阶段；AEM 电解槽使用非贵金属催化剂、无钛部

件，能够在压差下运行工作，成本低，效率高，但目前 AEM 膜存在化学、机械稳定性

的问题，影响寿命曲线；相比较其他三种制氢方法，PEM 电解槽有结构简单、能效高、

运行电流密度高、设计紧凑、启动时间短、储氢安全性高等优点[6-8]，适用于工业、航空、

汽车以及居民日常生活等多个领域。但 PEM 电解槽目前仍有一些关键问题尚未解决。

阳极流场的设计对于PEM电解槽性能提升尤为重要，流场设计不合理会导致水在催

化层界面分布不均，引起质子膜干涸、减小电化学反应面积，影响传热及氧气排出。一

些学者利用计算流体动力学(CFD)方法来分析不同流场结构和流道尺寸对PEM电解槽阳

基金项目：内蒙古自治区高等学校创新团队发展计划 (NMGIRT2309); 内蒙古自治区直属高校基本科研

业务费 (JY20220040); 内蒙古自然科学基金（2023MS05014）



极传质的影响，Rui Lin[9]建立了三种流场结构的三维模型来模拟电解槽内部的流速和压

力分布，结果表明，流场结构对电解槽性能的影响最大，其次是工作温度。平行流场由

于通道接触面积大、压力分布均匀，在中、低电流密度下具有较低的接触阻抗和较好的

传质效果。Toghyani[10]等人建立了5种不同的PEM电解槽阳极流场模型，研究不同流场模

型的电解槽中的产物分布和压力分布。研究发现，流场结构的设计和优化对PEM电解槽

的性能至关重要。平行流场中的流体扩散缓慢，产氢率低；蛇形流场通道数越少，产氢

率越高，但是同时压降也越大。Mukesh Upadhyay等人[11]选用圆形流场作为PEM电解槽

的双极板结构，通过模拟不同尺寸进出通道和6种不同进出口位置的圆形流场，发现进出

口尺寸越大，压降越小。进气通道数增加，压降有明显降低。北京工业大学邢晓慧[12]建

立了三维、两相的电解槽模型，对比了平行流场、蛇形流场和交指型流场。相比于平行

流场和蛇形流场，交指型流场的电解槽具有更好的传质特性，更低且更均匀的温度。

Toghyani[13]等人通过对四种流场模型的比较分析，发现金属泡沫流场电解槽内部的电流

密度和氢气的质量分数分布比其他三种流场更加均匀，温度梯度更低。平行流场和蛇形

流场中的温度梯度较不均匀，会引起热应力的问题，而带有金属泡沫的流场最高温度更

低，温度分布更加均匀。Khatib等[14]通过实验和三维模拟对三种不同流道结构（单蛇形、

网状和开孔泡沫）电解槽进行分析。实验和模拟结果均表明开孔泡沫流道结构的电解槽

性能更优异。

除上述一些对流场的结构和流道尺寸进行改进的方法外，近年来，越来越多的学者

利用拓扑优化（topology optimization）的方法来改进流场，与结构、尺寸优化不同，拓

扑优化是一种根据给定的负载情况、约束条件和性能指标，在给定的设计区域内对材料

分布进行优化的数学方法，关于流道拓扑优化的研究主要集中在冷却剂通道的设计上
[15,16]。Fan Chen[17]采用拓扑优化方法设计了用于矩形锂离子电池组冷却的冷板, 利用

COMSOL软件对拓扑优化冷板(TCP)进行了数值分析, 结果表明，冷板流道结构对电池的

温度分布有显著影响。Hao Li[18]提出了一种基于拓扑优化的液冷散热器设计方法，建立

了全尺寸三维共轭传热数值模型，测试了散热器的流动和热性能。结果表明，优化后的

冷却通道比传统的并联通道具有更好的传热效果。目前，拓扑优化的方法在PEM燃料电

池的冷却通道优化和双极板力学性能优化中已经有了应用，但在PEM电解槽中的应用较

少。

基于以上，本文对目前较常见的四种流场类型的 PEM 电解槽进行数值仿真并分析

各流场的传质性能。利用拓扑优化方法，对 PEM 电解槽阳极流场进行双目标优化，设

计新型流场，分析拓扑流场在 PEM 电解槽中的传质性能。

1 PEM 电解槽阳极流场数值模拟

1.1 计算模型

如图 1 所示，PEM 电解槽整体呈夹层结构，反应物水通过阳极流道进入阳极扩散层，

在催化层表面发生析氧反应，被电解生成氧气（O2）、电子（e-）和氢离子（H+），生成

的 O2通过阳极扩散层返回流道并从阳极出口排出，e-通过外电路到达电解槽阴极催化层



参与阴极还原反应，H+穿过质子交换膜到达阴极催化层表面发生析氢反应，与 e-结合产

生 H2。

2 2
12 ( )
2

H O H O e Anode    （1）

22 2 ( )H e H Cathode   （2）

图1 PEM电解槽结构及工作原理图

本文中PEM电解槽采用三维、全尺寸模型，包括阴阳极双极板（C/ABP）、流道

（C/ACH）、扩散层(C/AGDL)、催化层（C/ACL）以及质子交换膜（MEM），共9个区域。

模型几何尺寸和相关参数如表1所示。

表 1 PEM 电解槽的几何参数和运行参数

物理量 数值 物理量 数值

双极板厚度 2 mm 膜比热容 1090 J·kg-1·K-1

催化层厚度 0.012 mm 扩散层比热容 523 J·kg-1·K-1

扩散层厚度 0.21 mm 催化层粘性阻力 1e+12 1/m2

膜厚度 0.036 mm 催化层粘性阻力 1e+13 1/m2

流道深×宽 1 mm×1.5 mm H2参考扩散速率 1.10E-04 m2/s

催化层孔隙率 0.3 O2参考扩散速率 7.35E-05 m2/s

扩散层孔隙率 0.4 H2O 参考扩散速率 3.20E-05 m2/s

膜孔隙率 0.5 其他参考扩散速率 3.00E-05 m2/s

膜热导率 0.29 W·m-1·K-1 扩散层渗透率 1.00E+12 m2/s

扩散层热导率 1.6 W·m-1·K-1 催化层渗透率 1.00E+13 m2/s

PEM电解槽实际工作过程涉及阴阳两极的电化学反应、多相流动和多组分扩散、液

态水蒸发以及相变等多种复杂过程。在本工作中对模型进行如下简化：

（1） PEM 电解槽中的水、氧气、氢气均视为不可压缩流体；

（2） 忽略水的相变与蒸发；

（3） 将工质水视为气体，模拟过程为单相流；



（4） 膜的电导率仅为温度的函数；

（5） PEM 电解槽内流体流动状态为层流；

（6） PEM 电解槽中的多孔材料为各向同性。

本研究利用计算流体力学仿真软件 Fluent 2023R1 求解不同流场的 PEM 电解槽守恒

方程，采用 SIMPLE 算法对压力和速度进行耦合，采用二阶迎风算法提高计算精度。对

所有方程的多网格循环和 f 循环执行 BCGSTAB 方法。

基于上述条件，求解 9 个计算域内的连续性、动量、物质和能量守恒方程。采用单

域模型和有限体积法求解控制方程。

连续性方程：  


（ ）=0 （3）

动量守恒方程： +p       
 

（ ）=- （ ）+Su （4）

物质守恒方程： ( )eff

k k k kD C S     


（ C ）= （5）

能量守恒方程： ( ) ( )P eff eC T k T S       


（6）

式中 、  、 、p、Ck、keff、和 CP分别为速度、密度、孔隙率、压力、第 k 种物质

的摩尔浓度、有效导热系数、动力粘度和恒压比热。Su 为多孔区域的动量源项、Sk为物

质 k 的质量源项。Se是能量源项。

1.2 模型验证

将本模型的极化曲线与 Yang 等人[19]的实验数据进行比对，如图 2 所示，在低电流

密度下曲线吻合较好，但随着电流密度升高，极化曲线吻合度下降，为使计算结果更接

近真实情况，计算数据时电压取值不超过 1.65V。通过对不同网格数下电解槽的平均电

流密度进行比较，如图 3 所示，在网格数增加至 872738 后模型中电解槽的平均电流密度

的变化量逐渐减小，因此在不影响结果精确度的前提下，为了节省计算时间，在之后的

计算模型中均选用 870000 左右的网格数。

图 2 数值模型与实验数据对比 图 3 网格无关性验证

1.3 结果及讨论

1.3.1 PEM 电解槽阳极流场压降分布

图 4 所示为四种 PEM 电解槽阳极流场的几何模型，为后续能够更加清楚的对流场

内计算结果进行表述分析，现对四种流场的各个流道进行编号。



(a)平行流场 (b)交指流场

(c)蛇形流场 (d)双蛇形流场

图 4 四种 PEM 电解槽阳极流场的几何模型及流道编号

图 5 为 ACL-AGDL 截面压力分布云图，可以发现平行流场的中间区域压力较小，

这不利于氧气的排出；交指流场的进口侧与出口侧没有直接相通，反应物只能通过向电

解槽阳极多孔层扩散才能够到达出口侧，因而交指流场的进口侧与出口侧具有明显的压

力差，流场会迫使反应物改变流向，对阳极扩散层甚至催化层造成不可逆的物理损伤，

影响电解槽寿命；蛇形流场中只有一条通道，具有非常明显的压力梯度分布，从进口到

出口压力逐渐升高，蛇形流场较其他流场更容易排出反应物以及氧气，但较高的压降，

会额外增加槽外供水负担；相对于蛇形流场的一条通道而言，双蛇形流场内含有两条通

道，可以优化蛇形流场中高压降的弊端。

(a)平行流场 (b)交指流场

(c)双蛇形流场 (d)蛇形流场

图 5 四种 PEM 电解槽阳极流场在 ACL-AGDL 面的压力分布



图 6 描述了四种 PEM 电解槽阳极流场流道内部压降随电压的变化，可以发现交指

流场的压降最高，其次是蛇形流场，并且随着电压的增加压降有所升高，在 1.65V 电压

的条件下压降分别达到了 1240.2Pa 和 893.6Pa；随着电压的增加，双蛇形流场压降略有

上升，平行流场几乎无变化，在 1.65V 电压的条件下，压降分别达到了 441.1Pa 和 48.9Pa。

图 6 四种 PEM 电解槽阳极流场内压降随电压的变化

1.3.2 PEM 电解槽阳极流场水分布

图 7 所示为四种 PEM 电解槽阳极流场在 ACL-AGDL 截面的水分布云图，由图可知

平行流场在中心区域含水量降低，说明此区域电化学反应剧烈，水被大量消耗，根据析

氧反应，水在 ACL 表面被电解生成氧气，而此区域的压力较周围区域低，氧气很难排出

流场，阻碍反应物进入电解槽，影响电解槽效率。其余三种流场具有较均匀的水分布，

其中蛇形流场与双蛇形流场具有阶梯式分布特征，这有利于阳极水与氧气的排出。

(a)平行流场 (b)交指流场

(c)双蛇形流场 (d)蛇形流场

图 7 四种 PEM 电解槽阳极流场在 ACL-AGDL 面的水分布



图 8 所示为四种 PEM 电解槽阳极流场中各流道的水含量对比，平行流场由于在流

场中心处发生了较强烈的电化学反应，水被大量消耗，在流场中间的几条流道内水含量

最低，进口和出口处的水含量最高，曲线呈“凹”状；交指流场进口流道与出口流道呈

交错排列，进口侧流道的水含量比出口侧流道多，由于电化学反应对水的消耗，从流场

进口到出口水含量略有下降；蛇形流场与双蛇形流场流道内的水含量从进口到出口方向

也均具有下降的趋势，但由于双蛇形流场的压降较低。流道中水向多孔层扩散的速率小，

因此双蛇形流场中流道内的水含量较高。图 9 为流场中各流道的氧含量对比，可以发现

流道中水与氧的含量呈“此消彼长“关系，说明在模型假设的基础上，阳极流道内只包

含水与氧气两种物质，验证了模型的正确性。

图 8 流场中各流道内水含量比较 图 9 流场中各流道内氧含量比较

2 拓扑流场传质性能研究

2.1 计算模型

利用多物理场分析软件 COMSOL Multiphasics 6.0 对 PEM 电解槽阳极流场进行二维

拓扑计算，图 10 为本研究的几何模型。流场的长度为 5L，宽度为 2.5L，其中 L 为特征

长度，将流场的进出口放置流场的左右两侧，除进出口外其余区域均为计算域。

图 10 拓扑优化几何模型示意图

本文拓扑方法基于密度模型，计算域视为理想的多孔介质，将计算域离散为有限个

计算单元，并引入设计变量γ，γ从 0 到 1 连续变化，γ=0 时计算单元输出为固体域，

γ=1 计算单元输出为流体域。模型中将水视为不可压缩流体，流动状态为层流，则有水

流动的 Navier-Stokes 方程：

0u   （7）

2( )u u p u F       （8）



式中 为密度，u 为速度，p 为压力， 为粘度。

拓扑优化采用了布林克曼模型，在动量守恒方程中加入与速度相关的阻尼项，用来

模拟流体穿过理想多孔介质时所受的摩擦力，体力项 F 与反渗透率 的函数关系为：

F u  （9）
式中 u 为速度矢量，F 为体力项， 为反渗透率。

当 =0 时，F=0，则此计算单元为流体区域， 当为无穷大时，F 接近于无穷大，

代表此计算单元内流体无法穿透固体区域。在流体拓扑优化设计中，反渗透率 是与设

计变量γ相关的 Darcy 插值函数[20]，描述如下：

(1 )
( ) ( )f s f

q
q


    




  


（10）

式中 q 为 Darcy 插值模型的惩罚因子， s 和 f 为固体和流体反渗透速率。

本文中，q 取 0.01， s 取 0， f 是一个常数通常取值较大：

(1 1/ Re) /s Da   （11）
模型中水以恒定功率进入流场，流场出口压力设为 0Pa。雷诺数取为 130，为与前面

四种流场的结果进行对比，将流体域/固体域面积比取为上述四种流场的平均值 0.635。
为模型添加双目标优化策略，分别为散热最大化和功耗最小化，并为两种优化目标给予

相应的权重系数 W1、W2，其中 W1+W2=1。用不同的权重系数比例设定三种优化方案，

如表 2 所示，具体的参数选择如表 3 所示。

表 2 三种模拟方案 表 3拓扑优化相关参数

模拟方案 W1 W2 物理量 取值

方案一 0.8 0.2 Re 130

方案二 0.6 0.4 Pr 6.78

方案三 0.4 0.6 Vf 0.635

投影斜率 8

达西罚函数 0.01

2.2 拓扑优化结果

利用 Comsol 6.0 中自带的镜像功能将计算结果输出为如图 11 所示的三种不同结构

的流场。其中白色代表流体域，黑色代表固体域，可以发现，随着功耗最小化目标的权

重系数的增加，流道以及墙壁的宽度明显增大，且流道与墙壁分布不均匀，这会使 PEM
电解槽内氧气难以排出，因此本研究中 W2 的最大值限定为 0.6。

（a）方案一 （b）方案二 （c）方案三

图 11 三种权重系数下流道拓扑结果图



2.3 拓扑流场传质性能分析

将拓扑流场拉伸成三维，回到 Fluent 2023R1 中研究其在 PEM 电解槽中所表现的性

能。由图 12 可以看出，三种拓扑流场中水分布的非常均匀，随着反应的进行，进口端到

出口端，水逐渐被消耗。方案三流场进口位置固体区域较多，水的质量分数最小仅为 0.01，
这会引起该区域内的膜干涸，缩小催化层表面电化学反应面积，影响电解槽工作效率。

（a）方案一 （b）方案二 （c）方案三

图 12 三种 PEM 电解槽阳极拓扑流场在 ACL-AGDL 面水分布云图

图 13、14 分别为三种拓扑流场内速度和压力分布云图，从速度分布云图可以看出三

种流场都呈现进出口速度大，其余区域速度小且速度均匀分布的特征，均匀的流速能够

让反应物分布更均匀。从压力云图中可以看出拓扑流场的压降非常小，三种方案流场的

流道内压降分别为 16Pa、13Pa 和 21Pa，这并不是预期的结果，随着功耗最小化目标函

数的权重系数增加，会使流场内压降降低，而方案三出现了相反的结果。分析其原因，

在计算域施加的热源区域为整个计算域，但实际 PEM 电解槽只有确定工质流动状况后

才能确定电化学反应的位置以及反应的强烈程度，进而确定热源的位置与大小，而热量

会影响在电解槽中反应物的消耗与工质流动，由此造成的误差会直接影响流道内的压力

分布。其次，本文采用单相流模型，实际情况下氧气与液态水之间的相互作用也会影响

工质的流动状态进而影响压力分布。

（a）方案一 （b）方案二 （c）方案三

图 13 三种 PEM 电解槽阳极拓扑流场在流道内速度分布云图

（a）方案一 （b）方案二 （c）方案三

图 14 三种 PEM 电解槽阳极拓扑流场在流道内压力分布云图



极化曲线是比较电解槽性能优劣的常用方法，如图 15 所示为方案二流场 PEM 电解

槽与前面四种流场类型的 PEM 电解槽极化曲线对比，从图中可以看出，各流场类型的

PEM 电解槽在低电流密度时极化曲线几乎没有差别，随着电流密度的增加，极化曲线逐

渐产生差距，在相同电解电压下，平行流场 PEM 电解槽的平均电流密度最小，其次是

交指流场、方案二拓扑流场、蛇形流场和双蛇形流场 PEM 电解槽。水分布的均匀性只

是影响 PEM 电解槽性能的因素之一，对 PEM 电解槽阳极流场进行拓扑优化并不能有效

地提升 PEM 电解槽整体性能。但能够让水更加均匀的分布在催化层表面，提高催化剂

利用率，可以为后续流场设计提供参考与借鉴。

图 15 五种不同阳极流场 PEM 电解槽的极化曲线对比

3 结论

本文建立了 PEM 电解槽三维全尺寸模型，对 PEM 电解槽内不同阳极流场进行了计

算模拟研究，分析了不同流场的优劣势。利用拓扑优化技术结合散热最大化和功耗最小

化两种目标函数对 PEM 电解槽阳极流场进行双目标优化，对得到的拓扑流场进行了分

析对比，结论如下：

（1）平行流场水分布最不均匀，流场中心存在低压力区域，影响阳极氧气排出。双

蛇形流场的压降为 893.6Pa，较为适中，流道内含水量分布较均匀，性能最佳。

（2）对 PEM 电解槽阳极流场进行拓扑优化可使水在 ACL-AGDL 截面分布更加均

匀，同时拓扑流场具有较低的压降，方案二的流场流道内压降只有 13Pa。
（3）功耗最小化目标函数（W2）的权重系数增加，会增加流场中流道宽度，并会

伴随着大面积的陆地区域出现，这不利于 PEM 电解槽工作中氧气的排出。
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摘要：高压共轨技术能有效提高柴油发动机燃烧效率和动力性。在高压条件下，喷油器微通道内的空

化会影响喷油稳定性并降低喷油器可靠性。为研究喷油器内高压湍流空化运动，本文以喷油器内的典

型微通道为对象，采用可视化试验和数值计算方法，研究了微通道内空化的形成和发展过程。同时，

本文开发了含不可凝结气体的非等温、两相三组分可压空化模型，研究显示：不凝性气体会加速相变

速率，并在喷孔低压区内膨胀，从而显著提高汽相体积分数。

关键词：高压共轨喷油器，空化，可视化试验，数值计算

0 前言
柴油机是民用设备、交通运输和国防军事装备中重要的动力源，具有热效率高、功

率大、结构简单与技术成熟等优势。为了提升柴油机的性能，研究人员采用高压共轨技

术来提高喷油器喷射压力，从而实现燃油更好的雾化以及更充分的燃烧，实现节能减排

等目的[1]。然而，喷射压力的提高却带来了新的问题，即喷油器内部微孔处的空化强度

和空蚀风险出现了大幅度的增加。通过对拆解的喷油器的观察，研究人员发现喷嘴、针

阀以及球阀处出现了明显的空蚀损伤，严重影响了其稳定性、一致性以及可靠性[2]。因

此，为了完全深入解决柴油机高压共轨技术的问题，实现更加优质的动力源，需要着重

探究柴油机典型微通道内的空化流动机理，并进一步研究和改进高压共轨技术，从而更

好地提升柴油机的性能和可靠性。

空化是一种液体特有的现象，发生在高速流动的液体中，其本质是高速流动的常温

液由于局部压力降低，导致气化或液化现象的发生。其中气化过程称为空化产生，是突

然而平缓的，其液化过程称作空化溃灭，是突然而又剧烈的[3]。采用高速摄像机可对空

化过程进行捕捉[4]，常见的空化形态有泡空化、片状空化、云空化、超空化和线空化[5]。

图 1 展示了某型喷油器的结构图。该结构在柴油机高压共轨系统中起到关键作用，

其主要作用是调节高压油管和喷油嘴之间的油压，以达到喷油的目的。当电控系统周期

性的电信号传输至控制阀时，球阀会产生磁力，这个磁力可以克服球阀上的弹簧预紧力，

从而迫使阀门开启。一旦球阀开启，喷油器内部的高压燃油会通过阀门流向喷嘴，实现

燃油的喷射。同时，由于燃油流向喷嘴，高压油管内的油压也会随之降低。当喷射时间

达到一定的值后，电信号消失，球阀和控制阀便会在压差和弹簧预紧力的综合作用下回

落并关闭流道，使得高压油管内的油压恢复到轨压。因此，掌握喷油器控制阀的结构和

工作原理，对于高压共轨系统的设计和优化具有重要的意义。



图 1 喷油器控制阀结构示意图

以往对于喷油器内部空化问题的研究主要侧重于喷孔和针阀处，而对于喷油器控制

阀内部空化的研究则相对较少。控制阀内部的流场属于淹没式射流，并具有微型、高压

差和流通面积变化等特点，因此，本文主要针对这些特点，开展了研究喷油器控制阀内

部流场空化的研究。关于内流场空化的研究方式主要是试验研究和数值计算。

Payri 等人[6]参照了柴油机内微通道的实际尺寸，制造了直径为 0.5mm 的石英圆形

微通道，并通过四种不同的燃油对喷嘴内部的流动特性进行了研究，实验证明微通道内

部的空化现象取决于上下游的压力条件和所使用的流体的粘度。此外，研究还发现当空

化发展到一定程度时，质量流量将不再增加，即“chock flow”现象出现。何志霞等人[7]

采用高速摄像机观察了喷油器内的空化演变过程，并发现其中存在着空气倒吸、残余气

泡、旋涡诱导线状空化等特殊流动现象。研究人员根据不同涡弦空化形态，将其命名为

α线空化和β线空化，其中α线空化可以显著改善出口燃油的雾化质量。

Echouchene[8]采用数值方法研究了入口压力和壁面粗糙度对微通道内关键物理量的

影响，发现不同的壁粗糙度会使得壁面附近的湍动能分布产生差异，但对空化特性的影

响不大；Salvador[9]通过试验测定柴油在不同温度、压力下的物性参数，在此基础上进

行仿真模拟，分析了不同入口压力下柴油机微通道内部的温度、密度、流场和空化分布

等信息；麻斌[10]在 Singhal 空化模型中引入不凝性气体，对喷嘴孔内空化现象进行数值

模拟，并将其结果与传统的 SS 空化模型进行比较。研究发现，液相工质内的不凝性气

体含量会对喷孔流量特性造成显著影响，导致流量提前进入“流量塌陷”阶段，总体流量

呈下降趋势。

控制阀内流场的空化问题与其控制性能、可靠性密切相关，直接影响着喷油规律。

针对前述控制阀内部流动特性及空化现象研究中存在问题，本论文在 Salvador 和麻斌的

研究基础上发展了含不凝结气体的两相三组分非等温可压缩空化模型，并进行可视化试

验验证。研究控制阀典型微通道内部流场特性和空化的形成与溃灭过程，揭示控制阀内

流场各部位对空化的影响规律、喷油器工况与空化强度之间的关系，为制定喷油策略、

提高喷油器可靠性和改善喷油器控制性能等问题提供理论依据和工程建议。

1 试验装置及系统介绍
图 2 和图 3 展示了本文设计并搭建的高压燃油空化两相流动可视化试验系统，其包

括透明微通道试验件、高压燃油循环供给系统、数据采集系统、高速摄影系统以及试验

夹具等设备。在试验中，采用的高速摄像机型号为 5KF 高清千眼狼牌摄像机，拍摄像素

为 1080×1920，最高拍摄速度为 2000 帧/秒。透明微通道试验件被固定在可视化实验装



置内，高压燃油循环供给系统向试验件内提供燃油，入口处的压力传感器和质量流量计

同时进行数据记录。高速摄影系统则用于拍摄流道内产生的空化现象。通过此可视化试

验系统，能够直观地观察、记录和分析微通道内高压湍流空化流动的特性与发展演化过

程，从而为研究此类问题提供有力支持。

试验的核心部件透明微通道试验件由亚克力（聚甲基丙烯酸甲酯 PMMA，透射率

1.49，接近柴油）制作，具备透光性较好、折射率接近柴油、易加工和一定的耐压性等

特征。微通道流道通过车床铣削制成，厚度 1.5 mm、宽 1.5 mm、长 5.0 mm；流道板两

侧被金属夹板夹持固定，另外在微通道的上下段分别设置长度为 4 mm×1.5 mm×25
mm 和 6 mm×1.5 mm×25 mm 的流道以此来保证微通道内部流动不受上下游干扰，试

验件的外形详见图 4。

图 2 可视化试验系统示意图

图 3 可视化试验系统实物图

高压燃油循环供给系统由高压氮气源、减压阀、耐高压罐、储油桶、回油泵及连接

管道组成。其中高压氮气为 15 MPa，经两级减压阀后可实现 0~3 MPa 的精准调节。在

试验过程中，先打开气路开关，高压氮气首先进入耐高压罐中，等待压力稳定后开启油

路通道开关，此时液态柴油会在高压氮气的驱动下，流经质量流量计、压力传感器、透

明微通道试验件最终喷入储油桶。一次试验完成后，关闭气路开关，打开回油泵，柴油

重新从储油桶中流回耐高压罐中，以实现对柴油的重复利用。

如图 5 所示，试验中采用阴影成像法来拍摄空化图像。流道内柴油的流动区域透光

性较好，因此呈现出浅颜色的图像。而空化区域则存在大量的空化泡，气液两相交界面

处的光线在被折射、散射后会使直射到相机的光强减小，因此该区域在图像上呈现出较

深的颜色。当该区域内的空化程度加重、气体体积分数增加时，到达相机的光量越少，

图像的颜色也随之加深。



图 4 透明微通道试验件实物及尺寸示意图

图 5 高速摄像机及配套

2 湍流空化流动模型
2.1 多相流模型

本文采用了 Mixture 多相流模型，具体介绍如下：

2.1.1 连续性方程
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其中 mv 为质量平均速度/m·s-1； m 为混合相密度/kg·m-3； k 为第 k 相的体积分数。

2.1.2 动量方程
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其中 m 为混合相的密度/kg·m-3； kv 为第 k 相速度/m·s-1； ,dr kv 为第 k 相相对于混合相的

滑移速度/m·s-1；

2.1.3 能量方程

     ,m m ,   
 

n n

j kk k k k k eff j k
k

h
j

E u E p k T h J S
t
   

 
          


 

（7）

2

2
k

k k
k

vpE h


   （8）

 
1

n

eff k k t
i

k k k


  （9）

其中 kE 为系统总能量/J·kg-1， kh 为第 k 相的焓/ J·kg-1， effk 为有效导热率/W·m-1·K-1， tk

为根据所使用湍流模型定义的湍流热导率/W·m-1·K-1， ,j kh 为 k 相中物质 j 的焓/ J·kg-1，

,j kJ


为相 k 中物质 j 的扩散通量/kg m-2·s-1，为粘性耗散产的热量/W·m-3， hS 为反应

热源项/W·m-3。

2.2 湍流模型

当高压燃油通过微通道时，其流速可以达到每秒几百米，这会导致局部雷诺数高达

数万或甚至十万量级，表现出剧烈的湍流流态。为本文使用 Standard k-ε湍流模型，模型

中湍动能 k 和耗散率ε的微分方程如下：
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其中 P为湍动能生成项/J·kg-1， t 为湍流粘度/Pa·s， kC 、C 两个常数分别为 1.0、1.3，

系数C 、 1C  、 2C  分别为 0.09、1.44、1.92。

2.3 空化模型

因此本文所使用的两相三组分空化模型为
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其中 vR 代表单位时间内由液相转化为气相的质量/kg·m-3·s-1， cR 代表单位时间内由其相

转化为液相的质量/kg·m-3·s-1， v 分空化产生的蒸汽相体积分数， n 为不可凝结气体的

体积分数， P为局部压力/Pa， vP 为饱和蒸汽压/Pa，其中蒸汽相体积分数 v 及不可凝

结气体的体积分数 n 控制方程如下
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2.4 燃油物性参数

在柴油机典型微通道中，燃油流动压力通常从几千帕变化到几十乃至几百兆帕，同

时，粘性耗散作用引起壁面附近引起明显的温度上升，为确保仿真结果的准确性，需要

考虑压力和温度对燃油物性（如密度、粘度、导热系数、比热容）的影响。Salvador 等
在文献[12]中利用标准比重计和 Cannon-Fenske 毛细管粘度计分别测量欧洲标准冬季柴油

在不同温度和压力下的密度和粘度，并拟合出燃油物性随压力和温度变化的数学函数，

具体表达式如下所示。

首先是液相燃油的密度 liq 、粘度 liq 、比热容 p,liqc 和导热系数 liq ：
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         

        
（20）



 0.181
0

0.11.48 5.86
10003

liq 010 10  
p

 
             （21）

 0.0263 298
0 3.2158 e T       （22）

2
p,liq 977.16186 14.0251 0.01374c T T      （23）

 
3 3

11
liq

1 1

ij
ij

i j

a T p 

 

 
  

 
  （24）

1.3924 01 3.78253 05 2.89732 07
6.27425 11 6.08052 13 3.64777 16
1.38756 19 2.57608 22 2.70893 24

ij

E E E
a E E E

E E E

    
     
       

（25）

气相燃油的比热容 p,vc ：

4 2
p,v 59.374 5.33 5ec T T     （26）

蒸汽相和不凝结气体相密度计算方法如下：

  1
v v RRP T M   （27）

  1
n nRP T M   （28）

其中 T 是局部温度/K，P 为局部绝对压力/Pa，R 为普适气体常数/J·K-1·mol-1，MR是柴油

的分子质量，取 142.8g·mol-1[14]。

上述所有燃油物性拟合表达式的适用范围为: 273 K≤T≤393 K，0.1 MPa≤P≤250
MPa。为了直观说明温度及压力对燃油物性的影响，绘制了如图 6 和图 7 所示的柴油密

度、动力粘度随温度以及压力变化的三维曲面图。

图 6 液相燃油密度随温度、压力变化关系示意图



图 7 液相燃油粘度随温度、压力变化关系示意图

3 结果与分析
3.1 微通道内空化演化过程试验研究

图8展示了高速摄像机拍摄的不同压力和不同时刻时的可视化微流道中的连续空化

图像。由于湍流空化流动是一种高度不稳定非定常的过程，即使进出口压力恒定，流道

中的空化云也会不断经历形成、发展、脱落和再形成过程，因此空化的形状和范围无法

保持稳定，不同时间拍摄得到的空化结果不同。为了研究不同压力下的空化分布情况，

需要对拍摄到的瞬态空化图像平均化处理，使其具有统计意义。本文在平均化处理中，

使用 Matlab 软件将稳定工况下连续拍摄的 1000 张图片处理成灰度值矩阵，再对这 1000
个灰度矩阵进行平均处理，从而得到在该恒定压力条件下较为直观的平均空化范围分布

概率情况，结果如图 9 所示。

该图显示了在不同进口压力下，1.5 mm×1.5 mm 方形截面微通道中的平均空化概

率分布情况，其中(a)-(d)分别对应进口压力 0.05 MPa、0.14 MPa、0.28 MPa、0.47 MPa。
图中，流道部分的黑色深色区域代表空化发生可能性较高的区域，而浅色区域则代表较

不容易发生空化的液体区域。从图中可见，微通道的空化区域主要位于微通道进口拐角

处，并随着进口压力的升高沿流动方向逐渐向内扩展。当进口压力较小，如 0.14 MPa，
微通道入口处的空化区域比较稳定，几乎不随时间的变化而变化。但随着进口压力的升

高，微通道内的空化区域波动会急剧增大，在图中直观的表示为代表空化发生概率的灰

色区域增多，说明在这些位置，空化云会不断产生、脱落、再形成。

图 10 展示了两个相同的微通道结构在不同进口压力下的质量流量测试结果。结果

表明，在相同的进口压力下，两个相同结构的微通道的质量流量基本一致，最大相对偏

差仅为 2.1%，验证了实验平台的稳定性。进一步地，本图也显示出随着进口压力和空

化区域面积的增大，单位时间内微通道内流量增加变缓的趋势。具体来说，空化效应产

生的柴油气体会在微通道内占据大量有效流通面积，导致喷孔液相燃料的有效流通面积

减小，因此实际流量随着压力增加的趋势会逐渐变缓。在柴油机高压共轨喷油系统中，

喷射压力通常在 1100~2000 bar 之间，远高于比例放大试验系统的进口压力范围。这表

明喷油器典型微通道内发生了强烈的超空化过程。进一步的研究对于优化柴油机喷油系

统的性能至关重要。
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图 8 不同压力、不同时刻下的可视化空化图像
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图 9 不同压力下微通道内空化分布范围概率示意图



图 10 微通道内出口流量与随压力变化曲线

3.2 微通道内关键物理量分布仿真模拟研究

3.2.1 模型验证

为确保第二部分建立数值模型的准确性及其在微通道空化流动中模拟的适用性，下

面首先通过三个实例对计算模型进行了验证。

本文在第 3.1 节中进行了试验，得到了微通道内部的空化分布特征，并定量测得了

流量、入口压力等数据，这些试验结果可用于数值模型的验证。图 11 中展示了根据微

通道三维流体域模型，微通道入口宽度为 1.5 mm，长度为 5.0 mm，厚度为 1.5 mm。微

通道的上游和下游分别设置有 4 mm×15 mm×1.5 mm 和 6 mm×15 mm×1.5 mm 的矩

形流道，以避免微通道内部流动受到上下游环境的影响。进出口采用压力边界条件，出

口为大气压。

图 12 展示了不含凝结气体（两相两组分）和含不凝结气体（两相三组分）情况下

模拟质量流量与两次实验结果的比较。结果表明，四个曲线的变化趋势一致：随着压差

的增大，质量流量先增加然后逐渐趋于平缓。同时，相较于两相两组分模型，添加 0.1％
的空气，两相三组分模型模拟的结果与实验值更接近。图中还显示了两相三组分模型模

拟结果与实验值的偏差，其中最大值为 8.0％，平均值为 3.8％，比两相两组分模型模拟

结果的平均偏差小 0.65％。



图 11 微通道内三维流体域模型

图 12 数值模拟与试验关于质量流量随压力变化的对照结果

图 13 对微通道内部空化进行了可视化实验和数值仿真的对比。第一行图片为某一

时刻下的瞬态可视化实验结果，第二行图片则是由 1000 张可视化图片的灰度值平均图

像与模拟图像拼接而成的结果。结果表明，在相同压差的条件下，试验和仿真得到的空

化长度和位置范围基本相同。空化湍流流动属于高瞬态、非定常过程，入口拐角处空化

云在拍摄期间不断产生、生长、脱落和再生长，在脱落过程中，脱落的空化云会沿流动

流向出口，因此在平均像素图中就会在空化云尾部观察到介于黑色气相和浅色液相之间

的灰色空化尾迹。上述原因导致实验和数值模拟结果间存在微小差异。
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图 13 数值模拟与试验关于微通道内空化分布情况对比示意图

最后模拟了博世 CRI2.20 共轨喷油器的 OZ 孔内的空化流动，其几何结构如图 14
所示。入口出压力保持恒定，为 60MPa，出口压力在 0.1~59MPa 范围内变化。图 15 显

示了模拟与文献[12]关于出口最大温度和质量流量的对比。结果表明，两相两组分模型模

拟的质量流量与试验结果的最大偏差为 5.8％，平均偏差为 1.7％，而两相三组分模型表

现更佳，其最大偏差仅为 2.7％，平均偏差为 0.7％。此外，两相三组分模型的出口燃油

最大温度模拟结果与文献[12]中的结果吻合良好，最大偏差为 0.33％，平均偏差为 0.20％。

该对比说明，本文采用的数值计算方法在准确模拟微通道内流场的同时，能够对温度场

进行准确描述。

图 14 博世 CRI2.20 共轨喷油器 OZ 孔示意图

(a)出口最大温度对比图 (b)质量流量对比图

图 15 数值模拟与试验结果对比情况示意图

3.2.2 不凝性气体对微通道内空化的影响

柴油中的不凝性气体主要来源有两个方面。首先，柴油暴露在空气中时会溶解一部

分空气，导致不凝性气体的产生。其次，在试验过程中达到低压状态时，环境中的空气

会从试验设备中渗漏进入，这部分空气与柴油共存于试验设备中。溶解在液相柴油中的

不可凝结气体一方面会作为空化核心促进空化柴油气体的产生，另一方溶解的不可凝结

气体会对气-液混合相物理属性产生影响。为了简化不可凝结气体的物性，本文采用单



一成分的空气来表征柴油中的存在的不可凝结气体。为了研究不可凝结气体在微通道内

的空化过程中所起的作用，对比了在入口空气体积分数含量为 0%、0.01%、0.05%、0.1%
和 0.5%的工况下，入口压力在 0.1~0.5 MPa 范围内的情况，如图 16 和 17 所示。

图 16 呈现了微通道内空化产生的气相柴油体积和气体总体积在不同不凝结气体含

量下随压力变化的关系。在进口压力为 0.1 MPa 时，适量的不凝结气体以气核形式促进

柴油液相向柴油气相的相变速率，提高气相柴油的体积，表现出随不可凝结气体含量增

加而增加的趋势。然而，当进口压力高于 0.1 MPa 时，发现不可凝结气体会对空化产生

一定的抑制作用。通过公式（19）得知，当混合相中含有过多的第三组分——即不可凝

结气体时，其体积分数的增加会影响其他两组分的生成。由于在柴油气液混合物中，不

凝结气体的体积分数主要受局部压力的影响，而不会生成或消失，故而在接近柴油饱和

蒸气压的空化区，不凝结气体按照理想气体方程进行膨胀，其体积分数αn 也会显著提高。

同时，由于空化区发生在变截面微通道的收缩处，不可凝结气体在微通道中积聚，并进

一步抑制空化气体的生成。但需要注意的是，广义的空化定义并不仅限于低压气液相变

过程，还包括在低压条件下液相中溶解气体的逸散和膨胀。总体来看，不可凝结气体会

显著提高微通道内的空化程度，并促进微通道尽早到达超空化阶段。

(a)不同含气量下气相柴油体积随压力变化 (a)不同含气量下气体总体积随压力变化

图 16 不同含气量下微通道内气体随压力变化关系

图 17 显示了当进口的液相柴油含 0%、0.1%和 0.2%空气时，在不同压力下微通道

内的气相柴油、总气体和空气的体积分数分布情况。首先，三种含气量计算出的气相区

域均位于微通道的入口喷孔处，并随着入口压力增加而向下延伸，这与试验结果一致，

说明了微通道的几何形状对于气相区域的分布起着很大的影响。其次，结合图 17（a）、

（b）、（c）可以发现，含 0.1%空气入口条件计算所得的气相区域明显多于不含空气的

工况，在云图中直观地反映为沿流向方向和沿壁面厚度方向上含有更多气体。这是由于

在模型中加入第三组分空气后，由于空气收到理想状态气体方程的控制，在高压力的入

口边界条件下，在相同的体积分数中，会有更多质量的空气进入到微通道中。因此，当

微通道变窄并形成低压区域后，高压力条件下进入的空气就会受到因流道变窄而发生的

气体聚集以及压力变低气体膨胀的双重影响，在微通道中形成体积分数约 1％左右的空

气，这会严重阻止液相柴油的流动。这一情况可以从图 17（d）中明显观察到。最后，

对比图 17（a）、（d）、（e）可知，微通道内空气的体积分数及分布主要受到入口压

力的影响，在微通道结构一定的情况下，低压区域形成的局部空气含量及分布差别微小。



但是相比不含空气的图 17（a）计算结果可知微量的空气可以促进微通道内空化云尽早

到达微通道出口位置，到达超空化阶段。因此总的来说，液相中的不凝性气体可以促进

回流区空化强度，同时在微通道内聚集并严重阻碍柴油液相的流动。

不含空气

条件下的

气体分布

云图

（a）

0.1%空气

入口条件

下气体的

分布云图

(b)

0.1%空气

入口条件

下气相柴

油的分布

云图(c)

0.1%空气

入口条件

下空气的

分布云图

(d)
0.2%空气

入口条件

下空气的

分布云图

(e)
0.1MPa 0.2MPa 0.3MPa 0.4MPa 0.5MPa

图 17 不同含气量柴油在微通道内的空气、气相柴油分布图

4 结论
为研究控制阀内空化流动特性及空化抑制方法，本文以高压共轨柴油机喷油器控制

阀为研究对象，通过可视化试验与数值计算相结合的手段，研究了控制阀典型微通道内

空化演化过程，分析了微通道内空化形成机理，研究了微通道操作参数及不可凝结气体

对空化的促进作用。

本文主要研究内容及成果总结如下：

1）本研究设计并搭建了一套高压燃油空化两相流动可视化试验系统，其重复性高



于 95%，基于该试验系统实现了毫米级微通道内的准二维空化可视化试验，研究了不同

进出口压力条件下的空化分布情况，获得了微通道内空化流动状态随进口压力的演变趋

势，并进一步分析了高压湍流空化流动对质量流量的影响机制；

2）本研究采用不凝性气体作为气核，构建了内层为不凝性气体相、外层为蒸汽相

的混合气泡两相三组分空化模型。在该模型的基础上，通过应用经验关联式和状态方程

进一步考虑了液相及气相燃油的物性变化，相较于不可压两相空化模型改进了模型

1~3%的准确性；

3）通过构建的非等温两相三组分可压空化模型，揭示了不凝性气体对微通道内空

化强度的影响。研究结果表明，不凝性气体会通过两种途径影响空化强度：一方面，不

凝性气体会以气核的形式加速液相至蒸汽相的相变速率，另一方面，不凝性气体会膨胀

形成气相，并与通过相变产生的蒸汽相一起构成喷孔内气液两相流中的气相，从而提高

了蒸汽相整体体积分数。
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回复意见

审稿意见 1：

1、微通道下常规的控制方程还适用吗？除了研究变形特性，流动阻力特性

是否也应该值得研究。

回复：感谢您对稿件提出的宝贵意见，微通道下常规的控制方程需要进行改

善以适用于此时情况。在特征尺寸很大的宏观系统中，曲面的曲率半径一般

很大，所以界面张力很小，可忽略不计；而在一般微流体系统中，流场对界

面的影响并不总是可以忽略的，在这种情况下，表面上的力的平衡更加复杂，

必须考虑完整的应力张量，所以本文采用两相之间的广义 Laplace 方程。复

合液滴的流动阻力特性是一个重要分析方向，目前本文仅针对复合液滴的变

形特性进行研究，在未来的研究中流动阻力特性将会被重点考虑。

审稿意见 2：

1、建议重新梳理摘要，目前摘要对所做研究工作的过程、内容等描述过少，

结论偏多，另外不建议摘要出现具体数据。

回复：感谢您的宝贵意见，我对本文摘要部分进行了修改，着重对目前研究

过程及内容进行描述。修改如下：

“微流控芯片内复合液滴的形变特性分析对于细胞筛选以及药物输送等方面

的研究具有重要参考价值。本文建立了粘性液滴和粘性细胞模型，利用 VOF

方法研究低韦伯数下复合液滴在微通道中挤压通过狭窄通道时的入口压力、

剪切力等参数，进而得出复合液滴输运时的动力学特性。结果表明，韦伯数



过高时，复合液滴稳定性降低，不利于其通过狭窄通道后恢复初始状态。而

当韦伯数过低时，细胞偏移加剧致使其与载液直接接触，进而导致复合液滴

破碎。”

2、篇幅有些长，建议适当精简“0 前言”的内容，特别是国内外研究现状部

分的内容；精简 1.2 和 1.3 节内容；精简 2.1 的分析，篇幅基本控制与后续

2.2-2.5 相差不大即可。

回复：感谢您的宝贵意见，我对本文篇幅较长问题进行了修改，相关修改内

容在 0 引言、1.2 部分、1.3 部分以及 2.1 部分的相关位置处。

审稿意见 3：

复合液滴在微流控芯片中的形变特性对于医药领域、生物工程领域具有

重要作用，作者采用数值模拟的方法研究了韦伯数下复合液滴通过狭窄通道

的动力学特性，具有良好的应用价值与创新性。文章以下方面建议进行进一

步的说明：

1、文中研究的是符合液滴通过狭窄通道的微通道过程，因此微通道中的狭

窄部分对整个复合液滴的形变行为具有重要的影响，而文章在数模模拟的模

型建立过程中对狭窄通道的“高度（rc）为 8 µm，设置的圆角半径（rf）为

5 µm。”这两个参数为什么这样设置，若设置为其他值时，是否对结果具有

明显影响？

回复：感谢您的宝贵的意见，设置“高度为 8 µm 以及圆角半径为 4 µm”两

个参数的原因在于本文致力于模拟细胞在微流控芯片狭窄通道的流变特性，

此参数的选取考虑了细胞大小与细胞输运的典型环境，并参考文献数据，所

参考文献如下：

[1] Zhifeng Zhang, Jie Xu, Xiaolin Chen, et al. Compound Droplet Modelling of

Circulating Tumor Cell Microfiltration. ASME International Mechanical

Engineering Congress and Exposition, 2015, 57472: V07BT09A008

2、在无量纲数中是否包含以上两个参数，是否能够将以上两个参数在无量



纲数中体现，使得本文的结果更具有普遍性。

回复：本文无量纲数并未包含以上两个参数，本文针对复合液滴通过高度为

8 µm、圆角半径为 5 µm 的狭窄通道的动力学特性进行分析，参数选取考虑

细胞尺寸（细胞半径 6 µm）并进一步确定输运通道尺寸，复合液滴的尺度是

以特定细胞为基准，分析其在特定结构的输运状况，得出其形变特性。因此，

通道尺寸参数并未考虑通过无量纲数体现。
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摘要：微流控芯片内复合液滴的形变特性分析对于细胞筛选以及药物输送等方面的研究

具有重要参考价值。本文建立了粘性液滴和粘性细胞模型，利用 VOF 方法研究低韦伯

数下复合液滴在微通道中挤压通过狭窄通道时的入口压力、剪切力等参数，进而得出复

合液滴输运时的动力学特性。结果表明，韦伯数过高时，复合液滴稳定性降低，不利于

其通过狭窄通道后恢复初始状态；而当韦伯数过低时，细胞偏移加剧致使其与载液直接

接触，进而导致复合液滴破碎。

关键字：微通道；复合液滴；韦伯数；细胞形变

0 前言
复合液滴通常由多种不混融的牛顿流体组成，其结构包括外液滴和内液滴。外液滴

作为保护层避免内液滴与载液接触，进而保证内液滴顺利达到作用部位。复合液滴外液

滴的保护功能使其可应用于细胞的培养及分析[1]、活性物质的输送[2]以及各种生化反应。

研究复合液滴的流变行为是应用复合液滴的前提。复合液滴的流变行为与内外液滴的界

面张力、剪切力、流动条件等密切相关。并且复合液滴与单液滴在流体动力学的表现上

有明显差异，由于复合液滴涉及多相之间相互作用，其形变及破碎特性更为复杂。

目前的研究大多集中于分析单核复合液滴的流体动力学特性。Leong 等人[3]发现乳

腺癌细胞进入收缩微通道的时间在很大程度上取决于细胞皮质硬度。在进入时间相同时，

硬性细胞核向流动方向移动，而粘性细胞核向逆流方向移动。Stroeve 和 Varanasi[4]研究

了悬浮在不混融牛顿流体中的双乳液滴在简单剪切流中的破碎特性。结果表明，双乳液

滴的弹性是造成双乳液滴与均匀牛顿液滴这两种液滴的破碎曲线不同的原因所在。Luo
等人[5]对复合胶囊变形机制进行讨论。结果表明，内胶囊在低应变速率下旋转来促使外

胶囊形变，并且内外膜间越近，两膜之间的水动力相互作用变得更显著，这种相互作用

抑制了外胶囊的形变，但促进了内胶囊的形变。

微流控芯片结构对复合液滴流态具有重要影响。Hua 等人[6]基于浸没边界法研究了

剪切流中复合液滴的形变特性。结果表明，壁面约束作用越大，复合液滴与单液滴的行

为差异越大。Chen 等人[5]分析了复合液滴通过不同管径的锥形通道时的流态，确定了复

合液滴内部水相释放的流动模式。Mirzaaghaian 等人[8]用水平集方法模拟了正常白细胞

和乳腺癌上皮细胞通过锥形通道的过程，发现与正常白细胞相比，乳腺癌上皮细胞通过

基金项目：国家自然科学基金（批准号：52176067）；河北省自然科学基金（批准号 E2022202139）。



锥形通道时，其传递时间与力学性能的函数方面上表现出明显不同的行为。微通道参数

对细胞的转运性有显著影响，不同的细胞对微通道参数有不同的反应。Shirai 和 Masuda[8]

研究了中性粒细胞通过轴向不对称的收缩通道时的运动状态。结果表明，通过时间主要

受喉道水力直径和收缩曲率半径的影响，而喉道宽高比对通过时间的影响较小。Nikfar
等人[10]研究发现当细胞平均速度相同时，需要施加更大的力才能驱动细胞通过更窄的微

孔。细胞通过收缩孔时沿来流方向伸长到可以占据整个收缩区域，此时细胞形变更为明

显。Chang 等人[11]研究了锥形收缩通道呈现不同孔隙角，肿瘤细胞通过锥形通道时的压

力和剪切力的变化。结果表明，由于细胞核的主导作用，临界压力不遵循特定的趋势，

而在不同的孔隙角度下保持相对恒定。当细胞通过较小孔隙角通道时，细胞承受的剪切

应力增大。Hashem 等人[12]模拟研究循环肿瘤细胞通过过滤通道的形变特性。结果表明，

当细胞核的尺寸小于过滤通道的尺寸时，细胞的流变行为与单液滴相似。当具有高硬度

和高粘性特性的细胞核的尺寸大于过滤通道尺寸时，细胞内压力分布会受到较大影响。

本文利用所建立的微通道模型模拟研究复合液滴通过狭窄通道的输运行为，分析复

合液滴在微通道内的偏移和形变特性，并全面讨论低韦伯数下复合液滴通过狭窄通道时

各参数的变化，具体包括微通道内无量纲入口压力、狭窄通道壁面无量纲剪切力、复合

液滴形变率和细胞偏移率。

1 微通道物理模型及控制方程
本章节构建了包含狭窄通道的微通道模型，并对模拟细胞的复合液滴模型进行说明；

介绍了数值模拟方法中所采用多种控制方程以及一系列无量纲参数；进行了网格独立性

验证和模型验证。

1.1 物理模型

图 1 为细胞、液滴和微通道结构图。由于复合液滴通过微通道物理过程的对称性，

将模型设置为沿 x 轴的二维轴对称模型。如图 1 所示，通道宽度（rm）为 25 µm，前后

腔室的长度（Lm）均为 50 µm，狭窄通道的长度（Lc）为 20 µm，高度（rc）为 8 µm，

在通道中间处设置的圆角半径（rf）为 5 µm。整个微通道模型共分为三相，即通道中的

载液相、液滴相和模拟细胞相。本文设定液滴半径（rd）为 16 µm，位于通道前端，距

离通道入口的距离为（Ld）为 25 µm；模拟细胞的半径（rcell）为 6 µm，位于液滴中心。

载液、液滴和细胞的物性参数如表 1 所示。载液密度（ρo）与细胞密度（ρc）相同，

液滴粘度（µd）在 0.005 Pa·s - 0.06 Pa·s 之间变化。载液由入口侧流入，由载液带动的复

合液滴挤压通过狭窄通道，并由出口侧流出。将微通道的入口设置为速度入口，出口则

设置为压力出口。设定微通道的壁面边界为固定的非滑移边界，各个多相流体与壁面的

接触角为 180°。将环境参考压力设置为零。

图 1 细胞、液滴和微通道结构示意图



表 1 载液、液滴和细胞的物性参数

参数 数值

载液密度ρo（kg/m3） 1000

液滴密度ρd（kg/m3） 920

细胞密度ρc（kg/m3） 1000

载液粘度µo（Pa·s） 0.001

液滴粘度µd（Pa·s） 0.005 - 0.06

细胞粘度µc（Pa·s） 0.002

载液/液滴界面张力σd（N/m） 0.04

液滴/细胞界面张力σc（N/m） 0.2

载液/液滴接触角θ1（°） 180

模拟细胞/液滴接触角θ（°） 180

1.2 控制方程

本文采用 ANSYS Fluent 14.5 作为求解器，对复合液滴通过狭窄通道的行为进行了

模拟研究；采用瞬态的基于压力的分离算法求解控制方程，且不考虑重力的作用；采用

层流方法模拟微通道中多相流体的流动。设置求解器时，压力-速度耦合计算采用

SIMPLE 算法。体积分数方程采用隐式算法求解，动量方程用二阶迎风格式离散，压力

用 Presto！方法离散。控制方程的时间项采用二阶隐式差分格式离散。设置的时间步长

为 5×10-7 s。整个过程中，保持模型内各网格单元处的库朗特数小于 0.5。
1.2.1 界面张力和 Young-Laplace 方程

从能量角度来说，界面张力σ被定义为在固定压力和温度下的单位面积的吉布斯自

由能，如下式所示：

,G p T
A

     
(1)

在特征尺寸很大的宏观系统中，曲面的曲率半径一般很大，所以界面张力很小，可

忽略不计。在一般微流体系统中，流场对与界面的影响并不总是可以忽略的。在这种情

况下，表面上的力的平衡情况更加复杂，必须考虑完整的应力张量，所以两相之间的广

义的 Laplace 为：
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其中 ni为单位法向量，γik´为应力张量的粘性部分。p1 和 p2 分别为曲面两侧的压力，R1

和 R2 分别为曲面两侧的曲率半径，σ为两相的界面张力系数。

1.2.2 动量方程和连续性方程

连续性方程如下：
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(3)

两相界面上做出贡献的力为界面张力，界面张力用连续界面张力方法（CSF）计算。

该方法可以精确地计算界面张力而并不会对两相界面的动态变化产生影响。微米尺度下

重力的影响忽略不计。将界面张力作为体积力添加到动量方程中：
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其中ρ和μ分别是两相体积分数的平均密度和粘度，p 为压力，
→
F 是代表界面张力的源项。

当单元体仅有两相时，界面张力源项的简化如下：
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其中κ是单元体界面的平均曲率。

1.3 相关参数

液滴在微通道中运动的无量纲时间 t：

2 m

T Vt
r


 (6)

微通道的无量纲入口压力 P1，监测点处的无量纲壁面剪切力 P2 和无量纲压力 P 定

义如下：
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其中 Pc 为微通道入口平均压力，单位为 Pa，Ps为监测点处的壁面剪切力，单位为 Pa，
监测点的位置位于狭窄通道的壁面中心，如图 2 所示。Preal为微通道中各处的实际压力，

单位为 Pa。
液滴的形变率为ε，定义为变化液滴直径 ddt与初始液滴直径 dd之比，如下式所示：

dt

d

d
d

  (10)

细胞偏移率被定义为运动时模拟细胞前端与液滴前端的距离（Lcellt）与初始时刻模

拟细胞前端与液滴前端的距离（Lcell）的比值：

cellt

cell

L
L

  (11)

1.4 网格无关性验证

本文选取 5 种不同网格数量的二维轴对称模型进行网格独立性验证。5 种网格的单

元数分别为 20,939、33,678、75,030、127,097 和 273,656。当入口速度为 0.02 m/s，液滴



粘度为 0.015 Pa·s 时，计算了五种网格数中微通道入口平均压力的最大值。微通道入口

平均压力的最大值在网格数为 20,939、33,678 和 75,030 时并不稳定。当网格数增加到

127,097 时，微通道入口的平均压力逐渐稳定，后续继续增大网格数量到 273,656 时微通

道入口的平均压力变化不大。其他网格单元下微通道入口的平均压力最大值与网格数为

127,097 时的通道入口压力最大值的误差分别为 2.8%、1.6%、0.8%和 0.35%。所以可知

当网格数为 127,097 时，再增加网格数对计算结果影响不大。为了节约计算资源和提高

计算效率，最后选用网格数为 127,097 的网格进行模拟研究，如图 2 所示。

图 2 微通道计算域

1.5 液滴通过狭窄通道模型验证

图 3 为复合液滴通过狭窄通道时的压力特征变化。本文模拟复合液滴通过狭窄通道

的输运过程，结果表明本研究微通道的压力随时间分布与 Zhang 等人[13]的结果相似。

图 3 复合液滴通过狭窄通道的模拟验证

2 数值分析结果
本章讨论低韦伯数下复合液滴通过狭窄通道时各参数的变化，具体包括微通道内无

量纲入口压力、狭窄通道壁面无量纲剪切力、复合液滴形变率和细胞偏移率。

2.1 韦伯数对复合液滴通过狭窄通道状态的影响

图 4 为韦伯数为 1.19E-04 时复合液滴输运过程中微通道的压力变化和流线变化。从

图 4 中可得，当 t 为 0.51 时，界面张力导致了复合液滴和载液之间的压力差，因此微通

道内部的压力分布呈现沿载液、外部液滴和模拟细胞逐次增大的状况，且各处压力均大



于 0。当 t 为 0.754 时，液滴贴近狭窄通道的圆角处，此时前部腔室中出现涡流，微通道

内压力显著增大，由 Young-Laplace 方程可知这是因为界面张力导致的压降增大。且在

t 为 1.108 时，界面张力方向改变，将复合液滴拉离狭窄通道。当 t 为 1.176 时，复合液

滴离开狭窄通道，细胞与液滴即将发生接触。此时微通道前部腔室中的压力与 t 为 1.108
时相比明显增大。

图5显示了韦伯数为 1.07E-03时复合液滴输运过程中微通道的压力变化和流线变化。

当 t 为 0.678 时，复合液滴开始进入狭窄通道。此时前部腔室中的载液、液滴和细胞的

压力都逐渐增大，这主要是由界面张力的阻碍作用引起的。当 t 为 0.882 时，复合液滴

整体进入狭窄通道，前后腔室中均有涡流产生。此时的前部腔室中的压力相比于 t 为
0.678 时有所减小。当 t 为 1.062 时，复合液滴离开狭窄通道。此时前部腔室中的压力大

于后部腔室中的压力，液滴和细胞的压力与 t 为 1.02 时相比变化不明显。

图 6 为韦伯数为 2.97E-03 时复合液滴输运过程中微通道的压力变化和流线变化。与

韦伯数为 1.19E-04 和 1.07E-03 时相比，韦伯数为 2.97E-03 时微通道前部腔室中各处的

压力明显增大，前部腔室中的涡流区域也增大，这是因为韦伯数增加使得前部腔室内部

的流动加快，前部腔室前端壁面对流体的阻碍作用加大，从而形成了较大的回流区。此

时液滴通过狭窄通道时头部和尾部扁平程度增加，形变逐渐增大，并且复合液滴与狭窄

通道壁面之间存在一层液膜。这是由于随着韦伯数增大，液滴内部的细胞形变更加明显，

这是因为韦伯数增加导致的载液对于复合液滴的剪切作用增大。

图 4 韦伯数为 1.19E-04 时复合液滴在微通道内运动的不同阶段（a）压力分布云图；（b）流线图

图 5 韦伯数为 1.07E-03 时复合液滴在微通道内运动的不同阶段的（a）压力分布云图；（b）流线图



图 6 韦伯数为 2.97E-03 时复合液滴在微通道内运动的不同阶段的（a）压力分布云图；（b）流线图

2.2 韦伯数对微通道无量纲入口压力的影响

图 7 为不同韦伯数下液滴在微通道内运动的压力特性。由图 7（a）可知，随着无量

纲时间的增加，各个韦伯数下的微通道无量纲入口压力开始增大，并逐渐到达临界压力。

当韦伯数为 1.19E-04、4.75E-04、1.07E-03、1.90E-03 和 2.97E-03 时，无量纲临界压力

分别为 1.93、3.34、4.23、4.85 和 5.56。韦伯数为 4.75E-04、1.19E-04、1.07E-03 和 1.90E-03
时，无量纲入口压力受复合液滴界面张力的影响较大。此时复合液滴在微通道中的运动

是符合 Young-Laplace 方程的预测的。在抵达临界压力之前，界面张力对液滴通过狭窄

通道起阻碍作用，所以导致压力急剧增大。随着韦伯数的增加，复合液滴进入狭窄通道

的体积增加。当韦伯数为 2.97E-03 时，无量纲入口压力受惯性力的影响要大于受界面张

力的影响，此时取得临界压力时的状态明显不同于其他工况下的复合液滴的状态。

图 7 不同韦伯数下微通道入口压力（a）不同韦伯数下无量纲入口压力随无量纲时间的变化；（b）临

界压力下复合液滴的状态

如图 7（b）所示，随着韦伯数增大，液滴形变程度增大，这是由惯性力和界面张力

的共同作用引起的。当临界压力取得最大值时，液滴形变和细胞形变更明显，这不利于

复合液滴的稳定。当无量纲入口压力抵达临界状态后，复合液滴开始离开狭窄通道。此

时液滴前缘的曲率半径增大，而后缘的曲率半径减小，进而使得无量纲压力下降。当前

缘的曲率半径等于后缘的曲率半径时，界面张力变为 0。当液滴离开狭窄通道时，界面

张力起推动作用。韦伯数为 4.75E-04、1.19E-04、1.07E-03 和 1.90E-03 时的最小无量纲

压力均小于 0，而韦伯数为 2.97E-03 时的最小无量纲压力大于 0，这是因为此时的惯性



力抵消了一部分界面张力对液滴离开狭窄通道时产生的拉力。韦伯数为 4.75E-04、
1.19E-04、1.07E-03 和 1.90E-03 时，最小无量纲压力会达到另一个峰值，这是由于复合

液滴离开狭窄通道时的惯性作用引起的

2.3 韦伯数对无量纲壁面剪切力的影响

在狭窄通道中间设置监测点来监测无量纲剪切力的变化情况，监测点如图2中所示。

由图 8（a）可知，随着无量纲时间的增大，各个韦伯数下的无量纲剪切力均增大，复合

液滴逐渐接近监测点。

图 8 不同韦伯数下无量纲剪切力（a）不同韦伯数下监测点处无量纲剪切力率随无量纲时间的变化；（b）

最大无量纲剪切力下复合液滴的状态

当韦伯数为 1.19E-04、4.75E-04 和 1.07E-03 时，复合液滴抵达监测点，此时无量纲

壁面剪切力增加。当复合液滴离开狭窄通道且液滴后界面与监测点接触时，无量纲壁面

剪切力取得最大值，这是由于液滴离开监测点时附近的流体扰动增强引起的。当韦伯数

为 1.90E-03 时，复合液滴的无量纲壁面剪切力随时间的增加而增加。当无量纲剪切力抵

达第一个峰值时，液滴与壁面之间存在一层由载液组成的液膜。由于微通道尺寸收缩的

效应，当狭窄通道内的流动速度增大时，会导致无量纲剪切力增大达到最大值。这是因

为复合液滴与狭窄通道有所接触导致的。当韦伯数为 1.19E-04、4.75E-04、1.07E-03、
1.90E-03 和 2.97E-03 时，最大无量纲壁面剪切力分别为 0.76、1.14、0.88、0.77 和 0.31。
如图 8（b）所示，当有液膜存在于复合液滴与壁面间时，这对细胞对无量纲入口压力的

影响更小，所以此时的无量纲壁面剪切力远小于液滴与壁面直接接触时的情况。

2.4 韦伯数对液滴形变率的影响

图 9 为不同韦伯数下复合液滴形变率随无量纲时间的变化。由图 9（a）得，随着无

量纲时间的增大，复合液滴逐渐通过狭窄通道，在各个韦伯数情况下，复合液滴的形变

率均逐渐增大到最大值。这是由于狭窄通道对液滴的挤压作用而导致液滴头部减小，且

细胞由圆形逐渐变成扁平状，使复合液滴形变率增大。当液滴离开狭窄通道时，复合液

滴的形变率逐渐降低，并且此时外部液滴逐渐恢复成圆形。韦伯数为 1.19E-04、4.75E-04、
1.07E-03、1.90E-03 和 2.97E-03 时，复合液滴的最大形变率分别为 1.47、1.48、1.52、
1.60 和 1.69。复合液滴处于最大形变时的变形情况以及位置如图 9（b）所示。随着韦伯

数的增加，载液的流动速度随之增加，这导致载液对于液滴的剪切作用增强，使得复合

液滴通过狭窄通道时液滴尾部变得更扁平。随着韦伯数的增加，液滴内部细胞的形变程

度逐步增大。过大的细胞形变程度会影响复合液滴的稳定性，严重时会导致细胞的破碎。



图 9 不同韦伯数下复合液滴形变率（a）不同韦伯数下复合液滴形变率随无量纲时间的变化；（b）最

大形变率时复合液滴的状态

2.5 韦伯数对细胞偏移率的影响

图 10 为不同韦伯数下细胞偏移率随无量纲时间的变化。由图 10（a）可知，在不同

韦伯数下，细胞的偏移率均随无量纲时间的增加而增大，且当偏移率抵达最大值时，细

胞与液滴前端的距离最大。当韦伯数为 1.19E-04、4.75E-04、1.07E-03、1.90E-03 和

2.97E-03 时，最大细胞偏移率分别为 1.97、2.16、2.31、2.40 和 2.60。细胞发生最大偏

移率时复合液滴的状态如图 10（b）所示。此后细胞偏移率开始下降，直到最低点，即

此时细胞与液滴前端距离最小。这是因为复合液滴在狭窄通道运动时液滴与细胞存在速

度差，液滴的速度由于界面张力的阻碍作用而减小，而细胞的运动速度不变，进而导致

细胞与液滴前端的距离逐渐减小。当韦伯数为 1.19E-04 时，细胞的偏移率为 0，即细胞

和液滴前端发生接触，进一步使得细胞脱离液滴，导致复合液滴破碎。

图 10 不同韦伯数下细胞偏移率（a）不同韦伯数下细胞偏移率随无量纲时间的变化；（b）最大偏移率

时复合液滴的状态

3 结 论
本文模拟研究复合液滴在带有狭窄通道的微流控芯片中的输运过程，具体讨论韦伯

数对复合液滴通过狭窄通道时形变特性的影响，基于对复合液滴形变状态的观察以及对

通道内参数变化的分析，最终确定复合液体稳定通过狭窄通道的临界韦伯数范围，主要

结论如下：

1）在复合液滴通过狭窄微通道时，为避免形变率过大而导致的复合液体破碎，韦



伯数不应超过 2.97E-03。当韦伯数为 2.97E-03 时，临界压力为 5.56，最大形变率为 1.69。
此时，狭窄通道和复合液滴出现了液膜，这会使细胞对无量纲入口压力的影响更小，导

致无量纲壁面剪切力远小于液滴与壁面直接接触时的无量纲壁面剪切力，进而使得复合

液滴发生严重形变，出现细胞破碎情况。

2）在复合液滴通过狭窄微通道时，为了避免细胞偏移率过小，韦伯数不应低于

1.19E-04。当韦伯数为 1.19E-04 时，细胞的最小偏移率为 0。此时细胞与液滴和载液的

界面接触，这是因为复合液滴在狭窄通道运动时液滴的速度由于界面张力的阻碍作用而

减小，而细胞的运动速度不变，进而导致细胞与液滴前端的距离逐渐减小。
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摘要：理解液滴在超疏水表面上的动态行为对于在许多工业过程中应用超疏水表面非常重要。本研究

利用格子玻尔兹曼方法，研究了单个液滴斜向撞击具有随机分布粗糙结构的超疏水表面的动态过程。

并分析了液滴的撞击角度，奥内佐格数以及固体表面的粗糙结构参数对于液滴冲击动力学的影响。结

果表明，增大粗糙结构的峰值会消耗更多能量，从而减弱液滴的反弹能力。此外随着液滴冲击角度和

奥内佐格数的增大，会增大液滴的粘性耗散，使得动能的维持系数降低。

关键词：超疏水表面；液滴碰撞；格子玻尔兹曼方法；随机粗糙结构

0 前言

液滴撞击固体表面这一现象广泛存在于我们的日常生活及工业生产中，如喷雾冷却

[1]、燃油喷射[2]和喷墨打印[3]。研究这一现象对于许多工业过程具有潜在的应用价值，

因此液滴撞击固体表面引起了众多研究者的研究兴趣。自从 Worthington[4]首次对液滴冲

击的动态行为进行系统研究以来，该领域得到了迅速的发展。根据 Rioboo[5]的研究，液

滴冲击固体表面的动态行为可以分为六类，包括沉积、快速飞溅、冠状飞溅、收缩破碎、

部分反弹和完全反弹。冲击液滴的动态行为受到固体表面特性和液滴性质的协同影响。

在诸多影响因素中，固体表面的润湿性是一个重要的影响因素。近年来，已有研究表明，

在液滴撞击固体表面的过程中，可以通过调节固体表面的润湿性来控制液滴的运动[6]。
一般而言，对固体表面进行超疏水改性是一种促使液滴快速反弹的有效方法。由于超疏

水表面的疏水特性，其被认为在自清洁[7]、防结冰[8]以及防腐蚀[9]等领域具有重要的应

用价值。

根据已有的研究，超疏水表面的润湿性收到本征接触角和表面粗糙度的影响[10]。
液滴在超疏水表面的动力学行为也由这两个关键因素决定。以往对液滴冲击超疏水表面

的研究可以根据超疏水基底的几何特征分为三类，分别是液滴冲击光滑表面[11-13]、液

滴冲击规则粗糙表面[14-17]和液滴冲击随机粗糙表面[18]。尽管已有许多研究探索了液

滴冲击超疏水表面的动态过程，但这些研究主要关注垂直方向的液滴冲击。然而在实际

工业过程中，大多数液滴都是以一定的角度撞击固体表面。与垂直冲击的液滴相比，斜

基金项目：国家自然科学基金重点项目（No. 51936005）



向冲击的液滴在固体表面的切向方向上具有额外的速度，这个切向速度会显著影响液滴

的动力行为。迄今为止，大部分的研究聚焦于液滴斜向撞击光滑表面和规则粗糙表面[19,
20]。然而在实际应用中，固体表面的粗糙度通常处于不可控的随机分布状态。因此有必

要研究液滴斜向撞击具有随机分布粗糙结构的超疏水表面的动态行为，以更加符合实际

应用背景。

近些年高速摄像机被广泛应用于液滴撞击固体表面的研究。然而，实验具有很高的

不确定性，特别是对于瞬态反弹的液滴。因此本文拟采用数值模拟的手段对液滴斜向冲

击具有随机分布粗糙结构的超疏水表面的动力学行为进行研究。本文采用多相格子玻尔

兹曼模型用于模拟液滴动力学。此外还研究了表面随机粗糙参数及液滴性质对冲击动力

学的影响。

1 数值方法

1.1 多相格子玻尔兹曼方法

近年来，格子玻尔兹曼方法（LBM）由于在模拟多相流和处理复杂边界的独特优势，

在流体力学研究中受到了广泛的关注。在本文中，伪势多相流模型被用于研究液滴在超

疏水表面的斜向撞击过程。基于多松弛时间碰撞算子的 LBM 演化方程如下所示[21]：

       1 eq
α α t t α β β ααβ

, , tf t f t f f F        x e x M ΛM (1)

其中 f为速度分布函数，x 表示空间位置，t为时间步长，e为离散速度，M 和 M-1 分别

为正交变换矩阵及其逆矩阵。此外 eq
αf 为平衡态分布函数， αF 为速度空间的力源项。

通过正交变换矩阵 M，等式(1)可以写成如下形式：

   1 eq
α α t t t,

2
f t               

Λx e M m Λ m m I S (2)

其中 m=Mf，meq=Mfeq， I 为一个单位张量。 S 为矩空间的力源项可表示为

2
    
 

ΛI S MF 。此外，对角矩阵可以表示为

1 2 3 4 5 6 7 8 9diag( ,  ,  ,  ,  ,  ,  ,  ,  )s s s s s s s s sΛ (3)
其中 s至 s为松弛时间。在本研究中，松弛时间被设置为：s1 = s4 = s6 = 1.0，s2 = s3 =
s5 = s7 = 1.1。s8 和 s9与运动粘度 v 有关，其关联式可表示为：

 8 t0.5
3

s 



 (4)

此外，平衡态 meq可表示为：

2 2 2 2
x x y y x y x y(1, 2 3 ,1 3 , , , , , , )Tv v v v v v v v      eqm v v (5)

其中 和 v 分别为宏观密度和宏观速度，可由下式计算：

t
α α α= ,  

2
f f

 


    v e F (6)

其中 F 为施加在流体节点上的外力。在本模型中外力由三个部分组成，分别是流体

间作用力 Fint，流固作用力 Fads和重力 Fg，这些力的计算式如下：

   int α α t α, ,G t w t


    F x x e e (7)



     ads ads α α t α, , ,G t w t s t


    F x x x e e (8)

 g v  F g (9)
其中 G 和 Gads分别为流体间作用力参数和流固作用力参数。在本研究中采用了 D2Q9
格子构型，此时权重系数 w选取为 w1-4 = 1/3，w5-8 = 1/12。v为蒸气密度, g 为重力

系数。  α t ,s tx e 为一个指示函数对于固体节点其值为 1，而对于流体节点其值为

0。 为有效密度，其计算式如下：

 
 2

2

2
, EOS sp c
t

Gc





x (10)

其中 cs为格子声速，其值为 3c ，其中 x tc   ，在本文中 x和 t选取为 1。pEOS

为非理想状态方程，本研究中采用了经典的 Carnahan-Starling（C-S）状态方程。此

外，为了确保热力学一致性力源项S 的计算采用了 Li 等[22]人的改进格式：
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其中 为保证计算稳定性的参数。

1.2 随机粗糙结构重构

在本研究中，随机分布的粗糙结构的粗糙度通过三个统计参数来描述，分别是偏度、

峰度和标准偏差。其中偏度用于表征粗糙结构的对称性，峰度描述的是粗糙结构的陡峭

程度，而标准偏差是表示粗糙结构高度分布偏离平均值的程度。图 1 中给出了粗糙参数

对于粗糙结构形态的影响。当粗糙表面为高斯分布时偏度值为 0 峰度为 3。对于峰较低

而谷较深的表面偏度值小于 0，对于峰较高而谷较浅的表面偏度值大于 0。此外当粗糙表

面的粗糙结构高度分布比高斯分布更平缓，则其峰度值小于 3。而当粗糙表面的粗糙结

构高度分布比高斯分布更尖锐，则其峰度值大于 3。在本研究中，具有特定粗糙参数的

随机分布粗糙表面是基于快速傅里叶变换法重构生成的，具体的算法实现细节可在以往

的研究中得到[18]。



图 1 不同粗糙度参数下粗糙结构的形貌

1.3 模型验证

为了验证模型的准确性，我们首先模拟了一个静止液滴在蒸气中达到稳态的模拟结

果是否符合拉普拉斯定律。拉普拉斯定律的表达式如下：

in outp p p
r


    (12)

其中 pin 和 pout分别为液滴内部和外部的压力。和 r 分别为液滴的表面张力和半径。在

本验证中，一个被蒸气包围的静止液滴被初始化在一个 200×200 的计算域中。在 50000
个时间步长后，压力分布达到稳定状态。图 2 给出了不同温度下压力差p 与 1/r 的关系。

可以看出液滴内外压力差与液滴半径的倒数成证明。在温度为 0.5Tc、0.6Tc、0.7Tc

和 0.8Tc下的表面张力分别为 0.0068、0.005、0.0034 和 0.002。

图 2 不同温度下静止液滴的拉普拉斯验证

此外，液滴在表面的不同润湿性特征被用来验证流固界面相互作用力强度的计算。

在这个验证中，一个静止液滴被初始化在具有不同流固作用力参数的固体表面上，并计

算至稳态，随后测量液滴的接触角。数值模拟的结果如图 3 所示。可以看出，流固作用

力参数的正负分别对应着固体基底的疏水和亲水，并且数值结果与先前的研究非常吻合



[23]。通过以上两个验证说明，当前的伪势多相流模型可以用于研究液滴在具有随机粗

糙结构的超疏水表面上的冲击过程。

图 3 液滴接触角与流固作用力参数的关系

2 结果与讨论

2.1 问题描述

本研究中所模拟的液滴斜向撞击具有随机粗糙结构的超疏水表面的计算域如图 4 所

示。图中蓝色、绿色和红色部分分别代表蒸气、液滴和固体表面。计算域的大小为 Nx×Ny

= 600×400（格子单位）。初始半径为 50（格子单位）的液滴以初始速度 U0斜向撞

击固体表面。为冲击速度和水平方向的夹角。当冲击角90°时液滴垂直撞击固体

表面。UN 和 Ux分别为冲击速度 U0的垂直分量和水平分量。在本模拟中，计算域的

侧边都采取了周期性边界条件，底面固体结构与计算域顶部都采用了无滑移边界条

件。在本文中，使用了五个无量纲参数来描述液滴的冲击过程，分别是韦伯数(We =
R0U2/)，雷诺数(Re = R0U/v), 奥内佐格数(Oh = We0.5/Re), 液气密度比(* = L/v)
和液气动力粘度比(* = L/v). 在本次研究中，模拟条件设置为* = 751 和* = 50。
此外固体表面的本征接触角被恒定设置为 150。

图 4 液滴斜向撞击具有随机粗糙结构超疏水表面的计算域示意图

2.2 斜向撞击液滴的动力学行为

为了研究液滴斜向撞击具有随机分布粗糙结构的超疏水表面的动力学行为，图 5 给

出了冲击角度为 45时的不同时刻的液滴瞬态图像。此时固体表面结构的粗糙度参数设



置为典型的高斯分布粗糙结构（Sk = 0, K = 3.0 and Rq = 0.3 m）。时间尺度通过毛细时

间（ * 3
L 0t t R  ）进行无量纲化，当液滴刚刚接触固体结构时认为 t* = 0。如图 5 所

示，液滴冲击随机粗糙结构超疏水表面的过程可以分为三个阶段，分别是铺展阶段、收

缩阶段和反弹阶段。在铺展阶段，液滴的动能部分转化为表面能，液滴的表面积增加。

在达到最大铺展直径后，液滴开始进入收缩阶段。在收缩阶段，液滴的表面能转化为动

能，促使液滴从表面反弹。在液滴在固体表面运动的过程中，粘性耗散和由于表面钉效

应引起的附着力是消耗液滴初始动能的主要因素。

图 5 液滴以 45°斜向撞击具有高斯分布粗糙结构的超疏水表面的动力学瞬态图

随后，为了探索液滴运动过程的能量变化，图 6 给出了液滴动能和表面能的时间演

化图。图 6(a)显示了液滴冲击过程中的速度分布。在液滴铺展阶段，液滴的左半部分沿

着 x 的负方向铺展，与液滴初始的水平速度方向相反，这导致左半液滴的速度迅速下降。

然而，液滴的右半部分的液滴铺展方向与液滴初始的水平速度方向一致，这导致了右半

部分的液滴速度较高。在收缩阶段，液滴的左半部分恢复了沿着 x 正方向的速度，而液

滴的右半部分由于沿着 x 负方向的回缩而速度减小。此外图 6(b)给出了无量纲表面能

( *
sE ) 和无量纲动能( *

KE ) 的时间演化，无量纲表面能和无量纲动能通过初试液滴的表面

能( S,0E )进行了无量纲化。如图所示液滴的动能在一开始迅速下降随后略有上升，而液

滴的表面能呈现先增大后减小的趋势。

(a)



(b)
图 6 液滴的动能和表面能时间演化：(a) 液滴撞击过程中的速度瞬态分布；(b) 无量纲表面能和无量纲

动能的时间演化

2.3 粗糙结构的影响

随后，本文对固体表面粗糙结构对冲击液滴动力学的影响进行探索。如图 7 所示，

本文重构了四种具有不同粗糙度参数的粗糙表面，重构的粗糙表面的形貌与粗糙度参数

的预测一致。为了进一步评估粗糙结构对液滴动力学的影响，我们研究了动能维持系数

（定义为当前动能与初始动能的比值）随时间的变化关系。如图 8 所示，表面 S2 最终

具有最大的 值。这是由于 S2 表面具有负的偏度，从而其具备更深的谷和更低的峰。因

此在 S2 表面上液滴更易维持 Cassie 润湿状态，这使得钉效应带来的附着力减小。而对

于 S4 表面，表面上分布了更多的峰。此时液滴的初始能量很容易被粗糙结构所引起的

钉效应所消耗，从而导致液滴的动能维持系数较小。

图 7 重构的粗糙表面的形貌：S1: Sk = 1.2, K = 3, Rq = 0.3 m; S2: Sk = -1.2, K = 3, Rq = 0.3 m; S3: Sk =

1.2, K = 3, Rq = 0.6 m; Sk = 1.2, K = 5, Rq = 0.3 m.



图 8 不同粗糙表面上冲击液滴的动能随时间的演化

2.4 参数分析：撞击角度和奥内佐格数

此外，对于液滴斜向撞击超疏水表面的过程，液滴的冲击角和液滴本身的奥内佐格

数也会显著影响液滴动力学，因此本文接下来就继续研究这两个参数的影响。图 9 给出

了不同初始冲击角下液滴动能随时间的变化曲线。可以看出，动能维持系数随着液滴冲

击角的减小而增加。这是由于液滴的法向速度分量随着冲击角的减小而减小，这导致了

液滴最大铺展直径的减小。这说明液滴变形过程中所需要抵抗的粘性力减小，液滴内部

的粘性耗散也更小。图 9 中的动力学瞬态图像呈现了冲击角度为 15°和 60°时液滴最大铺

展时的形貌，可以看出，冲击角为 60°时液滴的最大铺展直径会显著大于冲击角为 15°
时液滴的最大铺展直径。随后，我们探索了液滴奥内佐格数对液滴动力学的影响，图 10
中给出了不同奥内佐格数下液滴动能随时间的演化。可以看出，随着奥内佐格数的增加，

液滴的动能维持系数会由于粘性耗散的增加而减小。根据模拟结果，粘性较低的液滴的

反弹速度会显著增加。

图 9 不同冲击角度的液滴动能随时间的演化



图 10 具有不同奥内佐格数的冲击液滴动能随时间的演化

3 结论

为了研究液滴斜向撞击具有随机分布粗糙结构的超疏水表面的动态过程，本文采用

二维伪势多相流模型对具有不同偏度和峰度的随机粗糙表面上的液滴反弹进行模拟。粗

糙表面的重构算法基于快速傅里叶变换和 Johnson 转换建立。此外还研究了冲击角度和

奥内佐格数对液滴动力学的影响。根据研究结果，可以得到以下结论：

（1）液滴在随机粗糙表面上的运动过程可以分为三个阶段，包括铺展阶段、回缩

阶段和反弹阶段。在铺展阶段和回缩阶段，液滴的内部速度的大小取决于其运动方向是

否与初始水平速度一致。

（2）粗糙结构对液滴动力学的影响是重要的，粗糙结构的峰值增加会导致液滴消

耗更多能量，从而减小了反弹液滴的动能。

（3）撞击液滴的动力学也受到撞击角度和奥内佐格数的显著影响。由于粘性耗散

的增加，动能的维持系数随着撞击角度和奥内佐格数的增加而降低。
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摘要：在这项研究中，提出了一种基于诱导电荷电渗原理的带有一个可导电板的微通道混合器。研究了导

电板安装、聚合物浓度、导电板形状对混合的影响。结果表明，在微混合器内设置导电板，可将粘弹性流

体的混合效率从 78.3%提高到 89.8%，证明了诱导电荷电渗可以增强局部流体的混合。100ppm 和 250ppm

PAA 溶液流速和涡流都在时间尺度上不稳定，从而提升了混合效率。改变导电板形状可控制涡流生成区域，

导电板弯曲度为 360°时混合效率最高。

关键词: 诱导电荷电渗流；非牛顿流体；导电板；微混合器

0 前言

经历多年的发展，微流控技术已经在诸多领域被证实有很大的潜力，包括化学[1]、生

物学[2]、细菌检测[3]、DNA 测序[4]、芯片实验室 [5]、药物输送[6]等。根据微尺度流动的

特点开发的一种叫做芯片实验室（LOC）的微装置，因其在快速诊断疾病和材料合成等领域

具有的创造性的有效解决方案[7]，近十几年来被广泛研究。在 LOC 装置中，试剂的混合十

分常见。高效的混合有利于减少混合时间，减小 LOC 系统的占地面积。然而，微小尺寸下

的无干预流动的雷诺数很低（Re<1），使得流动始终处于层流状态，无法诱导湍流，流体间

的混合主要靠平行层流之间的扩散效应。这就导致混合时间过长、通道过长、效率低下。微

通道强化混合的方法可以分为主动式和被动式两种。被动式微混合器通过加入障碍物、设计

复杂的通道，增强流体的分子扩散以强化混合。与主动式微混合器相比，被动式微混合器在

复杂微流控系统中的实现和制作更加简单。Wang 等[8]研究了 Y 型微混合器中障碍物阵列的

不同布局，结果表明，只有在高雷诺数时，障碍物才会扰动液体流动，产生湍流。Alam 等[9]
在曲线通道微混合器中用圆柱形障碍物对 0.1 < Re < 60 的乙醇和水混合指数进行了研究，并

证明了具有圆形和六角形截面障碍物的混合器具有相同的混合质量。Razavi[10]等人在 0.1 <
Re < 60 的 T 型微混合器中优化了四个矩形障碍物的布置。他们使用 Taguchi 方法来评估障

碍物几何学的敏感性，发现他们的高度比他们的宽度更有效。主动式微混合器需要复杂的制

作方法和结构，利用外部能量增加流体之间的接触面积、干扰流体流动或诱导湍流等方式强

化混合过程。常用的外部能量包括磁场、电场、压力场等。Huang 等人[11]研究了一种在主

通道底部安装倾斜电极阵列的 Y 型混合器，结果发现在电极上产生了四个涡流，增强了混

合。Usefian 等人[12]提出了一种外加交流和直流电场的新型电渗微混合器。结果表明，直流

电场产生的涡旋比交流电场产生的涡旋强，混合指数随交直流电场电压的增大而增大。

Kim[13]等人提出了一种基于介电泳技术的新型微/纳米混频器。结果表明:随着槽深的减小，

混合质量增加，且通道深度必须大于 20 微米。

诱导电荷电渗透（ICEO）通过主动干预流体，使得流动变得不稳定，从而提高混合效

率，是一种非常有前景的主动式微混合技术。在胶体科学的背景下，诱导电荷电渗这种现象

首先由 Gamayunovet 等人[14]预测。后来 Bazant 和 Squires[15]在微流体学的背景下重新发现



这种现象，并对其进行了一般性的现象描述，称其为诱导电荷电渗。经过近几十年的发展，

ICEO 已被广泛应用于微纳米流体的研究中，如微混合器[16-18]、微泵[19,20]、微阀[21,22]、
微电机[23,24]、粒子聚焦器[25,26]、粒子分拣器[27-30]、粒子捕获器[31-33]。第一个基于诱

导电荷电渗原理(ICEO)的微混合器就是通过在通道中加入导电体制成。Wu 和 Li[34]研究在

通道中带有不同形状的导电障碍体的混合效果。研究结果表明，沿导电障碍物表面诱导的不

均匀 zeta 电势分布会产生局部的循环流动。Azimi 等人[35]对一种制作简单的微混合器进行

了数值研究，导电板一端固定在通道壁面，另一端可以自由移动。结果表明，混合效率与导

电板长度以及时变直流电场的幅值有直接关系。通过降低导电板的杨氏模量和增加导电板的

长度，混合效率约为 90%。Jain 等[36]人优化了用于微混合的通道壁上导电障碍物的几何形

状，用遗传算法找到了在给定工况条件下最大化混合的最佳障碍物形状。不同条件下的各种

研究表明，近直角三角形障碍物在 ICEO 流动主导状态下提供了最佳混合性能，而矩形形状

在扩散主导状态下是最佳形状。Daghighi 等[37]人提出了一种基于导电体的感应电荷电动运

动的新型微混合器。他们模拟在微通道混合器中加入一个导电球体，并施加两个垂直电场利

用 ICEO 现象产生的涡流增强混合过程。涡流的强度取决于施加的电场，可以在该系统中实

现最佳混合，并且施加更高的电场将缩短混合时间。Kazemir 等人[38]对安有导电板的感应

电荷电动微混合器中流体的电渗流进行了数值模拟。研究了挡板安装、挡板位置和电场强度

对混合效率的影响。结果表明，由于施加的电场和导电板上感应的表面电荷的相互作用产生

涡流，这些涡流显著提高了混合性能。Nazari 等人[39]研究模拟了一种具有柔性导电板的诱

导电荷电渗微混合器，导电板在水动力和静电力的作用下会发生变形，通过两种方式对增强

混合：(1)通过在导电板的导电表面上诱导涡流；(2)通过振荡导电板，起到搅拌器的作用，

提高混合效率。之后他们又对内部安装有导电板的诱导电荷电渗微混合器进行了数值研究，

包括导电板的安装、长度、方向、位置、排列和数量以及外部电场强度对混合效率的影响。

结果发现导电板周围产生的涡流可以提高微系统的混合效率，且混合效率随着导电板长度的

增加而增加，导电板通过一定的布置方法可以实现接近 100％的混合效率[40]。
上述研究都是以牛顿流体为基础。由于微流控设备涉及的领域中包括生物领域，而大多

数生物流体都是含有聚合物的非牛顿流体[41-43]。例如血液由红、白细胞和血浆组成，它表

现为剪切稀化的非牛顿流体[44-45]。这些含有聚合物的溶液都表现出与牛顿流体溶液完全不

同的性质。当在水中加入高分子聚合物(简称高聚物)或某表面活性剂后，此时的流体体系将

同时具有粘性和弹性，称为粘弹性流体。在微流体力学的应用中，有很多生物医学与化学方

面的流体。这些流体都具有粘弹性流体的特性，它们表现出了粘弹性行为[46]。近年来，国

内外关于粘弹性流体在微混合器的应用也已经出现了不少研究，无论是实验还是数值仿真方

面。Groisman 等人[47]通过实验证明，含有少量高分子聚合物的粘弹性流体可以在非常低的

雷诺数下有效地混合。聚合物的存在导致弹性不稳定性和不规则流动，使得微通道中的浓度

分布更加均匀。Gan 等人[48]在非常低的雷诺数下实现了粘弹性流体的有效混合。通过诱导

弹性不稳定性流动实现了强化混合，可以在较短的混合长度和较快的流速上实现这种粘弹性

混合。Lam 等人[49]研究了粘弹性流体在具有会聚/发散几何结构中的混合。结果表明在微芯

片中通过弹性效应诱导的不稳定性流动可以实现高效混合。Cai 等[50]人设计了一种具有粘

弹性流体的高效微混合器，通过嵌入几个菱形块来破坏粘弹性流体流动的稳定性。对混合过

程进行了实验可视化和直接数值模拟（DNS）以评估混合性能，并讨论了聚合物在粘弹性流

体流动中的流动模式和作用。结果表明，当弹性足够强时，粘弹性流体流在通道中不规则地

扭曲和摆动，从而通过增加不同浓度流体的相交频率来增强混合。粘弹性流体的诱导电渗混

合特性也越来越受国内外研究者的关注，包括诱导电荷电渗在直流电场和交流电场下的研究。

Alipanah 等人[51]在 OpenFOAM 中数值研究了带有导电障碍边缘的 T 型微混合器在牛顿和

非牛顿流体中的混合效率和混合长度。研究表明通过使用导电边缘，由于其能够产生强大的



涡流，可以实现高混合效率和短混合长度。Chen 等[52] 还提出了一种基于 ICEO 的带导电

边缘腔室的 T 型微混合器，在通道中同样使用聚丙烯酰胺(PAA)溶液作为混合工质。结果表

明，由于涡流的存在，腔室内具有导电边缘的微混合器具有更好的混合效果。

综上所述，目前专门研究粘弹性流体 ICEO 混合的研究较少，而具有导电板的微通道

中的粘弹性流体 ICEO混合的研究几乎没有。而导电板和粘弹性流体都可能提升微通道 ICEO
混合效果。在本研究中，使用由 Oldroyd-B(OB)模型控制的聚丙烯酰胺(polyacrylamide，PAA)
水溶液这一典型的粘弹性流体，并选择开源求解器 rheoTool 数值研究了添加导电板、聚合

物浓度、导电板形状对混合效率的影响。第二部分介绍数学模型和边界条件。第三节验证了

数学方法。最后，对数值模拟结果进行了讨论和总结。

2. 数学模型
2.1 问题描述

本文提出了一种基于诱导电荷电渗的含导电板的粘弹性流体微混合器。这种微混合器

的由于结构简单、无活动部件，可以很容易的被制造并集成应用于微流体设备中。图 1 为微

混合器的结构示意图，它由直微通道和导电板组成，流体从微通道的左侧进入，并在微通道

内混合后流出。选取微通道宽度 W=100 μm 作为该系统的特征长度，微通道长度为 L=10W，

导电板长度 l=110 μm，厚度为δ=10 μm，水平放置在距离微通道下壁 0.5W 的位置，导电板

的中心与坐标轴原点重合。两个电极被放置在微通道的左端和右端，用以产生电场。入口高

电势，出口电极接地。在导电表面的诱导 zeta 电势远大于非导电表面的 zeta 电势。假设非

导电通道的恒定ζ电位为 50mV。微混合器的入口和出口处于大气压下，通道中没有压力梯

度。通过施加电场，两种不同浓度的流体从入口部分进入微通道，一股溶液中含有浓度为�0

的标量物质，而另一股溶液中则不含该标量物质。模拟中使用的几何参数和物理参数如表 1
所示。

图 1 带有导电板的微混合器结构示意图

表 1 几何参数和物性参数表

参数符号 参数名称 值 单位

��

�0

�0

ρ
ζw

W
L
l

介电常数

真空介电常数

粘度

密度

通道壁面 zeta 电势

通道宽度

通道水方向平长度

导电板弧长

80
8.854×10-12

0.001
1000
-50
100

1000
110

-
(C/Vm)
(kg/ms)
(kg/m3)
(mV)
(μm)
(μm)
(μm)



Δ
D
CA

CB

导电板厚度

扩散系数

进口 A 处标量浓度

进口 B 处标量浓度

10
1.52×10-10

1
0

(μm)
(m2 s-1)

-
-

我们首先对不同浓度的 PAA 水溶液的粘弹性聚合物粘度��和弛豫时间�进行描述。Ji 等
人[53]在 100 ppm、250 ppm 和 1000 ppm 的 PAA 水溶液的��和�的基础上完成了曲线拟合，

拟合结果实验测量值非常吻合。PAA 水溶液中聚合物粘度的计算公式为：�� =2.22×10-5·��，

弛豫时间的计算公式为：λ = 3.69×10-3+3.94222×10-5·�� +9.68889×10-8·��
2，其中��是 PAA 溶

液的浓度，单位为 ppm(百万分之一)。 计算得出的不同浓度 PAA 溶液的聚合物粘度和弛豫

时间如表 2 所示。

表 2 不同浓度 PAA 溶液的粘弹性参数

浓度�� (ppm) 100 150 250
聚合物粘度�� (Pa·s) 0.00222 0.00333 0.00555

弛豫时间λ (s) 0.00860 0.01178 0.01960

2.2. 控制方程

对于不可压缩流体，在层流状态下，等温、单相、瞬态流动的连续性方程和动量方程

为：

∇ ⋅ � = 0 (1)

�
∂�
∂�

+ � ⋅ ∇� =− ∇p + 2��∇ ⋅ � + ∇ ⋅ � + � (2)

在上式中，t 是时间， �和 p 分别为速度矢量和压力， �为流体密度，��是溶剂动态粘

度，� = 1/2 ∇� + (∇�)T 表示应变率张量，�是任何外部体力，例如电渗流中的电体力。�
是聚合物外应力张量，可以被不同的本构方程来描述，例如 Oldryod-B、FENE-P、PPT 等。

本文选用 Oldryod-B 本构方程，可以恰当地反映聚丙烯酰胺(polyacrylamide，PAA)水溶液的

流变行为[54]。对于 Oldryod-B 模型，聚合物额外应力张量�可以写成构象张量�的函数，其

中�表示聚合物大分子结构的张量变量，例如：

� =
��

� � � (3)

式中，��聚合物应力张量，λ为弛豫时间。

构象张量的演化由一般微分方程控制，该方程可以涵盖大多数粘弹性模型，例如：

∂�
∂�

+ �∇ ⋅ � − � ⋅ ∇�T + ∇� ⋅ � =
1
� � � (4)

等式(3)中的函数� � 和等式(4)中的函数� � 由下式给出：

� � = � − �, � � = � − � (5)
Oldroyd-B 模型构象张量�可推到为式(6)：

��
��

+ �∇ ⋅ � − � ⋅ ∇�� + ∇� ⋅ � =
1
�

� − � (6)

最后，聚合物额外应力张量可以从�(等式(6))计算并用于动量方程。

液体中的局部净电荷密度除双电层外为零，只有在双电层(electric double layer, EDL)中
才能产生电渗流的驱动力。EDL 的厚度可以用德拜长度(λD)来近似：



�� =
�����

2�0(��)2
(7)

在没有磁效应的情况下，可以通过高斯定律计算电势(�):
∇ ⋅ �∇� =− �E (8)

在静电中电场为� =− ∇�。根据定义，电荷密度为：

�E = �
�=1

�

 � ���� (9)

其中�是法拉第常数，��是带电离子的电价，��是带电离子�的浓度(mol/m3)。
求解时 Poisson 一般将电势变量�分离成两个变量：外部施加的电势�e和内部电势�，

使得� = �e + �。高斯定律也分解为两个方程：

∇ ⋅ �∇�e = 0 (10)
∇ ⋅ �∇� =− �� (11)

如果我们假设电解质中离子遵循 Boltzmann平衡，就可以得到所谓的 Poisson-Boltzmann
模型(以下称为 PB 模型)，高斯定律写作：

∇ ⋅ �∇� =− �
�=1

�

 � ����,0 exp −
���

��
� − �0 (12)

式中��,0是离子的参考浓度，其中�0是内在电势。假设��,0是体积离子浓度，其中固有电

势�0 = 0。
2.3 边界条件

沿通道壁和导电板板表面，在法向方向上没有观察到电位变化：

� ⋅ ∇�e = 0 (13)
在混合器入口处：

�� = �0 (14)
在混合器出口处:

�� = 0 (15)
为了求解数值仿真的方程，需要考虑以下边界条件：

在微混合器的入口和出口处：

� ⋅ ∇� = 0 (16)
在微混合器的非导电壁面上：

� =−
���

�0
� (17)

在导电板表面上：

� =−
���

�0
� (18)

在这项研究中，没有考虑压力梯度。入口和出口处的压力指定为零：

p = 0 (19)
通道壁处的压力梯度设置为零：

� ⋅ ∇p = 0 (20)
浓度方程用于求解微混合器内的浓度分布：

∂�
∂t

+ ∇ �·� − D∇� = 0 (21)



式中，�为浓度，D 为扩散系数。假设样品浓度不同的两股流体进入微混合器。一股流

体中的样品浓度为�0，另一股流体中的样品浓度为 0。为了模拟两种流体的混合过程，边界

条件如下：

在进口 A 处，样品浓度为�0：

�� = �0 = 1 (22)
在进口 B 处，样品浓度为 0：

�� = 0 (23)
沿着微混合器的壁面：

∂�
∂�

= 0 (24)

假设微混合器中的初始浓度为 0。

2.5. 混合效率定义

使用混合效率 Me 来评估微混合器的性能，某一截面上的 ME 的计算公式如下：

�� � = 1 −
−�

2

�
2  � � − �∞ d�

−�
2

�
2  � �0 − �∞ d�

× 100%# 25

其中 h 是微通道的宽度，�∞是溶液混合均匀时标量物质的浓度值，计算方法如下：

�∞ =
�A + �B

2
# 26

3. 数值仿真验证
3.1 求解流程

本文中的数值仿真是基于开源 CFD 平台 OpenFOAM 中的 rheoTool，这是一个用于粘

弹性流体流动模拟的开源工具箱。本文的数值模型求解可包括以下步骤：

1-初始化物理场(p, �, �e, �, �, �)和时间(� = 0)
2-进入时间步迭代(� = ��)

2.1-进入内部迭代(i=0)
2.1.1-速度-压力耦合(j=0)

2.1.1.1-计算构象张量�j和从属构象张量�
2.1.1.2-求解动量方程得到�j

∗

2.1.1.3-求解压力方程以获得连续性的压力场pj

2.1.1.4-使用正确的压力场，修正由步骤 2.1.2.2 产生的面心速度�f,j
∗

2.1.1.5-求解浓度标量的输运方程得到�
2.1.2-递增循环索引(j = j + 1)并返回到步骤 2.1.1.1，直到达到预定义的耦合迭代次

数

2.1.3-s 设置(p, �, �e, �, �, �)=(pj, �j, �e,j, �j, �j, �j)
2.2-递增时间 t = t + �t 后回到步骤 2.1 直到达到结束时间

3-结束仿真并退出程序

3.2 网格无关性验证

图 2 为微通道混合器的网格划分示意图，对整个微通道使用了非均匀网格进行建模。

在 x 方向上网格节点总数为 250，且在 x 方向上将网格分为的三段，分别为 x1、x2 和 x3。
在 y 方向上的网格节点总数为 80，在 y 方向上也将网格分为了 2 段，分别为 y1 和 y2。在表



3 中展示了网格模型不同分段的长度占比、网格数占比以及膨胀率。

图 2 微通道混合器网格划分示意图：(a)x 方向非均匀膨胀网格；(b) 通道壁面的局部网格；(c)导电板

周围边界层网格；(d)y 方向非均匀膨胀网格。

表 3 网格分段的长度占比、网格数占比以及膨胀率

网格分段 x1 x2 x3 y1 y2

长度占比 0.15 0.2 0.65 0.3 0.7
网格数占比 0.2 0.4 0.4 0.5 0.5

膨胀率 0.75 1.0 1.0 5.0 1.0

为了保证计算结果与模型的网格数无关，在验证过程中使用了 3 套不同数量的网格

(mesh 1、mesh 2 和 mesh 3)。其中 mesh 1 即为图 2 (a)所示网格，网格总数为 32028。而 mesh
2 则是在 mesh 1 的基础上将两个方向上的网格节点数增加 1.4 倍，分别为 350 和 112，网格

总数为 44818。mesh 3 则是增加 1.7 倍，网格总数为 67144。
在电场强度�=100 V/cm ，导电板弯曲度 nπ=0°条件下，使用不同数量的网格进行数值

仿真，并提取数据进行处理和分析。表 4 记录了使用三套网格计算得到的混合效率以及出口

截面平均速度。从表中的数据可以看到，使用三套计算得到的误差非常小，数据吻合的很好，

为了节省计算资源，研究过程中选取第一套网格用于仿真计算。

表 4 不同网格计算得到的混合效率及出口截面平均速度

mesh 1 mesh 2 mesh 3

网格总数(cells) 23208 44818 67144

混合效率(%) 54.00 53.80 54.20

出口截面平均速

度(mm/s)
0.34 0.34 0.34

3.3 求解器验证

为了验证本研究中所使用的开源OpenFOAM平台中求解器 rheoEFoam和数值模型的准

确性，我们建立了与 Wu 和 Li 研究中相同的模型，使用 rheoEFoam 进行了数值仿真，并与



Wu 和 Li 的结果进行了比较。第一种流体类型是牛顿流体，第二种情况使用 OB 模型控制的

非牛顿流体。聚合物浓度系数为 10-8 Pa·s，弛豫时间为 10-4 s，其他参数与 Wu 和 Li 相同。

在我们之前的工作[53]中已经进行了验证，数值结果与Wu和Li的实验和数值结果非常一致，

因此我们直接参考了之前的结果。

4. 结果和讨论

在固定的电场强度 E=100V/cm 的情况下，选择了三种浓度（100ppm、150ppm、250ppm）

的 PAA 溶液，并使用经过验证的求解器来计算微混合器中溶液的 ICEO。同样地，使用了四

个具有不同曲率的导电板（nπ=0°、120°、240°、360°）。在本章的第一阶段，研究了通道中

无导电板、有导电板（不具导电性）、有导电板（具有导电性）三种情况下的混合效果。在

第二阶段，对不同工作流体（粘弹性流体）在带有导电阻隔板的微混合器中的混合效果进行

了数值模拟。在第三阶段，研究了导电板的形状对混合效率的影响。

4.1 导电板的影响

在本节中，研究了增加导电板对混合效率的影响。使用粘弹性流体（100ppm 的 PAA
溶液）作为工作液在电场的作用下在微通道器中流动。在一定时间后，我们提取了不同时刻

通道出口前 50 μm 处截面的浓度值，并通过计算得到三种微混合器在该截面的混合效率随

时间的变化，如图 3 所示。在达到稳定后，不安装导电板和微通道安装不导电板的两种微混

合器的混合效率差别不大分别为 78.25%、78.31%，但带有导电板的微混合器的混合效率更

高达到了 89.81%。

图 3 流体在不同微混合器中的混合效率随时间变化

为了探究导电板对流体混合效率的影响，我们计算了沿通道方向不同截面上的混合效率，

如图 4 所示。三条曲线一开始是重合的，但随着导电板的出现，曲线开始出现了不同的趋势。

对于不带导电板的微混合器，由于混合一直发生在两股流体的交界面上，物质随着流体的流

动沿通道扩散均匀，混合效率也逐渐增加。对于带不导电板的微混合器，由于导电板位于通

道中间时，两股流体被导电板隔开没有交界面上的扩散混合，因此混合效率在这一段反而下



降了。带有导电板的微混合器的混合效率曲线变化最大。导电板之前有一段混合效率降低的

区域，接着一段是效率提升的区域，这段区域一直到导电板之后，随后在导电板之后一段区

域混合效率又发生了下降。

图 4 沿微通道不同截面上的混合效率，灰色区域代表导电板位置

提取微通道内的浓度分布和流线，如图 5 所示。由图 5a 可以看出，流体在没有导电板

的情况下进入微通道后，流体沿 x 方向呈直线流动。流动状态为层流，两种流体分层流动。

混合主要发生在两种流体的界面，并沿通道长度扩散，变得越来越均匀。图 5(b)中的浓度分

布与图 5(a)相似，只是在增加导电板的周围有微小的差异。而导电板后的混合趋势基本没有

变化，这与图 4 所示的趋势一致。从图 5(c)可以看出，有导电板的微通道内的浓度分布比前

两种情况更加均匀，流线也更加复杂。这正好解释了微通道与导电板在不同截面处混合效率

的复杂变化趋势，如图 4 所示。首先，从图 4c 的流线可以看出，导电板上下两个涡旋的挤

压作用使均匀混合的面积减小，导致扩散效应引起的混合效果下降，导电板前方的混合效率

曲线也相应下降。涡流的产生大大增加了流体混合的面积。此外，涡流内的流体旋转，增加

了接触时间。因此，混合效率曲线在导电板的长度上显著上升。接着到达涡流区域以外，相

较于涡流区域内的强混合效果，涡流区域外失去了涡流所带来的混合效果的提升，所以混合

效率有所下降。随后随着在自由扩散的作用下混合效率逐步提高。图 5(d)为导电板周围流体

的速度矢量图，其中箭头方向表示速度方向。外加电场在导电板表面产生相反的 zeta 电位，

导致导电板前后产生相反的电渗透流。这在周围区域产生了涡流，干扰了两流界面处的扩散

混合，从而使浓度分布更加均匀。



图 5 粘弹性流体在不同微通道混合器中的浓度分布及流线图

(a)微通道不安装导电板；(b)微通道安装不导电板；(c)微通道安装导电板；(d)局部速度矢量图

4.2 粘弹性流体的影响

为了比较混合效果，同样选择出口前 50 μm 的截面计算混合效率，得到不同流体溶液

在这一截面的混合效率随时间的变化如图 6。从图中可以发现，牛顿流体的混合效率在 1s
内快速上升，随后略有下降，然后达到稳定。而 PAA 溶液的混合效率随时间逐渐增加到平

台值。达到稳定后，牛顿流体的混合效率为 52.9%，而 100ppm、150ppm 和 250ppm 的粘弹

性流体的混合效率分别为 88.7%、93.3%和 97.4%。可见， PAA 溶液的混合效率比牛顿流

体的混合效率高 20%以上，且 PAA 溶液的浓度越高，混合效率也越高。此外，牛顿流体达

到稳定的时间为 5.5s，而 100ppm、150ppm 和 250ppm 的粘弹性流体达到稳定的时间为 6s、
8s、10s。聚合物的浓度越高，混合达到稳定所需的时间越长。



图 6 牛顿流体、100 ppm、150 ppm 和 250 ppm 的 PAA 溶液的混合效率

图 7 为不同浓度 PAA 溶液沿通道流动方向不同截面上的混合效率。可见，不同浓度的

PAA 溶液沿长度的混合效率分布规律相似。但 PAA 浓度从 100 ppm 增加到 250 ppm，沿长

度的混合效率也相应增大。

图 7 不同浓度 PAA 溶液沿长度的混合效率的分布

图 8 展示了在不同溶液中导电板周围产生的流线。在牛顿流体中，涡流分布对称、形

状规则并且边缘平滑，而在粘弹性流体中，涡流的边缘会有扭曲，且形状也不完全对称。当

聚合物浓度达到 250 ppm 时，涡流的数量从 4 个增加到了 6 个。在粘弹性流体中，以涡流中

心为参考，涡流的位置较牛顿流体要更远离导电板，且随着浓度的增加越来越远离。这使得

涡流的影响区域变大，从而提高了混合效率。



图 8 导电板周围涡流在 t=20s 时刻的流线图(a)牛顿流体；(b)100 ppm 的 PAA 溶液；(c)150 ppm 的 PAA 溶液；

(d)250 ppm 的 PAA 溶液

造成 PAA溶液和牛顿流体的涡流形态差异的原因是粘弹性流体中有额外的聚合物弹性

法向应力���。聚合物弹性应力的发展是由溶液中聚合物构象的流动变化引起的，而这种变

化是应变相关、各向异性的。当弹性法向应力超过一定量的局部剪切应力时，流动从稳定过

渡到不稳定。图 9 给出了不同浓度 PAA 溶液的弹性法向应力���云图和涡流流线。可以观察

到，导电板的两端会出现弹性法向应力���集中的区域。随着 PAA 浓度的增加，弹性法向应

力的值和作用范围越来越大。与牛顿流体不同，在弹性应力的作用下，PAA 溶液的流线出

现弯曲，涡流的形状有明显的凹陷。弹性法向应力改变了涡流的形态，将原本呈现椭圆形状

的涡流变成了类似于歪梨形的不规则形状，从图中可以明显看出涡流边缘的凹陷边缘接近应

力集中区域。图 9(c)中，在原本右侧两个涡的位置存在较大法向应力，影响了涡流完整循环

流动，因此出现了两个独立的小涡。弹性法向应力还影响了涡流的位置。由于弹性应力的阻

碍，涡流向两侧偏移。应力越大，偏移的越明显。偏移增加了涡流的影响区域，增强了混合

效果。

图 9 不同浓度 PAA 溶液的弹性法向应力���在 t=20s 时刻的云图和涡流流线



(a)��=100 ppm；(b) ��=150 ppm；(c) ��=250 ppm

我们提取了不同流体在 x=-6×10-5μm 截面上的���值和u��值，结果如图 10 所示。在图

10(a)中，在微通道中心线上的漩涡附近，牛顿流体和粘弹性流体的速度变化曲线都有明显

的突起，但粘弹性流体的速度梯度明显高于牛顿流体。随着 PAA 浓度的增加，速度梯度也

相应增大。而较大速度梯度会导致聚合物分子的强烈延伸，从而导致显著的弹性法向应力，

在微通道的中心附近快速增加，如图 10(b)。弹性法向应力的最大幅值随着 PAA 浓度的增加

而增加，这与我们观察到的法向应力云图的结果一致。

图 10(a)速度u��和(b)弹性法向应力���在 t=20s 时刻 x=-6×10-5μm 截面的分布

图 11 展示了不同溶液在出口前 50μm 截面的平均速度随时间的变化规律。由于粘弹性

流体具有弹性不稳定性，PAA 溶液在微混合器中的流动并不是稳定的，而是随时间波动。

截面平均速度的计算公式如下：

uavg =
−h

2

h
2  � u x0, y �y��

h
(27)

其中，x0代表出口前 50 μm 的截面，h 为通道宽度。

从图 11 可以看到，PAA 溶液在微混合器中的平均流速低于牛顿流体。PAA 溶液中存

在聚合物，使得其粘度大于牛顿流体。聚合物浓度越高，溶液粘度越大，因此平均速度就越

小。除此之外，从图中可以看到牛顿流体的平均速度曲线是一条平滑的直线，说明牛顿流体

在微通道中的流动是稳定的，流动状态不随时间变化。但是 PAA 溶液的平均速度曲线却是

波动的。从图中可以看出随着 PAA 溶液浓度的增大，脉动强度也在逐渐增大。图中平均速

度表现出的时间相关性，这也是由粘弹性流体的弹性不稳定性引起的。



图 11 牛顿流体和粘弹性流体在出口前 50μm 截面平均速度随时间变化

图 12 给出了不同时刻 250 ppm 的 PAA 溶液中导电板周围的流线图。从图中可以看到，

在剪切流动中发生盘绕—拉伸转捩，这种转捩是弹性力产生的重要原因。随着时间推移进而

诱发弹性不稳定性以及弹性湍流，因此不同时间涡流的流线形状不完全一样。这种不稳定的

涡流干扰了流体原本的分层流动，使得上下两股流体的接触面积增大，有效的促进了混合，

提高了混合效率。

图 12 不同时刻 250 ppm 的 PAA 溶液中导电板周围的流线图

4.3 导电板形状的影响

在上一节中，我们研究了不同种类的流体在微混合器中的混合效果。由于导电板形状

为直板，使得涡流产生的位置几乎是对称的。同时两股流体从入口也是上下分层流动，因此

同样对称分布的涡流对混合效率的提高是有限的。在本节中，将对导电板的形状进行改变，

优化涡流产生的位置，进一步提高微混合器的性能。图 13 给出了不同形状导电板的具体结

构和位置信息。如图所示，使用圆弧来描述不同弯曲程度的导电板的结构。将圆弧的弧长�
固定为 100 μm，通过使用不同的圆心角可以计算得到不同弯曲程度的圆弧。因此可以使用

圆心角与圆周率的乘积 nπ作为描述导电板弯曲度的特征值。nπ的值越大，则表明导电板弯



曲的程度越大。在研究中一共设置了 3 种弯曲度的导电板，其参数如表 5 所示。对应不同弯

曲度的微混合器的通道模型如图 13(b)所示。

图 13(a)导电板的结构示意图；(b)微通道混合物模型；(c)导电板网格局部细节图

表 5 弯曲导电板的结构参数

弯曲度 nπ (°) 120 240 360

圆弧半径 r (μm) 150 75 50
圆心角� (°) 38.2 76.4 114.6

我们分别对牛顿流体、100 ppm 和 250 ppm 的 PAA 溶液在带有不同弯曲度导电板的微

混合器中的混合进行了数值仿真。在�=20s 时，不同溶液的混合都已经达到了稳定。提取该

时刻截面的浓度分布计算混合效率并进行对比，结果如图 14 所示。从图中混合效率曲线可

以发现，随着导电板弯曲度的增加，混合效率几乎呈线性趋势升高，在各个阶段升高的幅度

比较均匀。当导电板弧度从 0°增加到 360°，牛顿流体的混合效率升高了 2.82%，100 ppm 和

250ppm 的 PAA 溶液的混合效率分别升高了 5.31%和 1.97%。这表明使用弯曲的导电板可以

有效提高微混合器的性能。



图 14 溶液在带有不同弧度导电板的微混合器中的混合效率

为了分析原因，我们对弯曲导电板周围的涡流特性进行分析。图 15 为 100 ppm 的 PAA
溶液在不同导电板周围的涡流流线图。弯曲度为 120°、240°和 360°时，导电板的形状不对

称，因此涡流的形状和位置也不再对称。在对称的情况下，涡流都位于两股流体中，可以增

加物质扩散混合的时间，却无法破坏两股流体的分层流体。当我们改变导电板的形状后，生

成涡流的位置来越靠近位于通道中轴两股流体的交界混合区域，有效的干扰了两股流体的分

层流动，促进了物质之间的扩散混合。同时从图 15 中还可以看出，由于导电板的弯曲，使

得上面的涡流有更大的发展空间，因此上面两个涡流的沿纵向发展越来越长。而下面的涡流

由于空间变小，受到挤压，开始横向发展变得越来越宽。在这种趋势下，涡流的形状也变得

扭曲和不规则，有效的破坏了流体的对称性，增加了物质之间扩散混合的接触面积。这种涡

流的特性在 250 ppm 的 PAA 溶液表现得更为明显。

图 15 100 ppm 的 PAA 溶液中 t=20s 时刻不同导电板周围的涡流流线图，(a)nπ=0°；(b)nπ=120°；(c)nπ=240°；

(d)nπ=360°

为了更直观的体现出涡流的变化，我们对不同形状的导电板周围产生的第二象限和第

三象限的涡流(简称涡 2和涡3)进行分析。分别测量了涡 2的纵向长度Ly和涡3的横向长度Lx，

长度的测量方法如图 16 所示。涡流的大小分别为涡流的上边界到下边界的距离和左边界到

右边界的距离。



图 16 250 ppm 的 PAA 溶液中涡流的流线及长度测量示意图

溶液中涡流的纵向长度Ly和横向长度Lx随导电板弯曲度的变化如图 17 所示。从图中可

以看出，无论在哪种溶液中，随着导电板弯曲度的增加，涡 2 的纵向长度和涡 3 横向长度都

在逐渐增加。当导电板的弯曲度增加到 240°，涡 2 的纵向长度已经超过了微混合器的宽度

的一半(50 μm)。这样涡流可以同时跨越两股分层的流体，并通过产生局部的微循环流增加

了物质之间的扩散混合时间。与涡 2 相比，涡 3 的横向长度随导电板弯曲度增加的幅度更大。

涡 3 扩大了流体交界区域的接触面积。随着导电板弯曲度的增加，涡 2 和涡 3 的长度变化有

效地破坏了流体的分层流动，增强了流体之间的混合。因此改变导电板形状是一种可行的提

高微混合器性能的手段。

图 17 溶液中涡流的纵向长度Ly和横向长度Lx随导电板弯曲度的变化

5. 结论

本研究对微米尺度下嵌入导电板的微混合器进行数值仿真，讨论了工作液流体性质、

导电板形状对混合效率的影响。主要结论如下：

（1）在诱导电荷电渗(ICEO)的作用下，导电板周围产生了涡流，增加了局部流体的混

合。对于 100ppm PAA 溶液，无导电板的混合效率为 78.25%，导电板不导电的混合效率为

78.31%，导电板导电的混合效率为 89.81%，证明了在微通道中嵌入导电板是一种有效的增

强混合的方法。

（2）同时 PAA 溶液的混合效率最终要比牛顿流体的混合效率高 20%以上。且 PAA 溶

液的浓度越高，混合效率也越高。当 PAA 溶液的浓度值达到 250 ppm 时，混合效率达到了

90%以上。由于弹性应力的影响，涡流的形状出现变化并向两侧偏移，扩大了涡流的影响区

域，增加了扩散混合的接触面积，提高了混合效率。

（3）改变导电板形状可以控制涡流的生成区域，是一种可行的提高微混合器性能的手



段。100ppm 的 PAA 溶液混合效率升高幅度最大，升高了 5.31%；250ppm 的 PAA 溶液混合

效率升高了 1.97%，达到 99.29%。随着导电板弯曲度的增加，涡流的特性变化有效地破坏

了流体的分层流动，增强了流体之间的混合。
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摘要：本文建立了 PEM 电解槽组件一维两相非等温模型，研究了组件结构对电解槽内部多物理场耦合

传输的影响规律。结果表明：电压、PTL 孔隙率、PTL 厚度和 PEM 厚度均对电解槽组件水-热-电-气分

布有显著影响；PTL 渗透率与液体水传输过程密切相关；MPL 孔隙率主要影响气体传输过程；为提高

组件性能，可以考虑提高组件内 PTL 孔隙率、渗透率、降低 PTL 和 PEM 厚度、并且使用低孔隙率的

MPL。本研究结果为质子交换膜电解槽组件关键参数设计提供了理论参考依据。

关键词： PEM 电解槽；多孔传输层；微孔层；质子交换膜；传输机制

0 前言

氢能作为来源丰富、高能量密度、零碳排放的二次能源载体，其生产系统可消纳可

再生能源剩余电力的优势成为全球能源转型的重要趋势[1]。制氢作为氢能产业链 “制”、

“储”、“运”、“加”、“用”首要环节具有重要的发展前景。质子交换膜电解水制氢技术

以电解效率高、设备紧凑、启停迅速、更好适配风光等波动性能源发电系统的优点受到

国内外各界人士的广泛关注[2]。作为质子交换膜电解水制氢技术的核心设备，质子交换

膜（Proton exchange membrane，PEM）电解槽运行过程中存在的低组件耐用性、高制氢

成本和电能高的问题严重阻碍该技术的发展[3]。设计稳定运行的高效 PEM 电解槽组件，

可大幅度提高电解槽性能，提高使用寿命和降低制氢成本[4]。

近年来，越来越多的研究致力于开发性能更好的 PEM 电解槽组件，包括催化剂层

(Catalyst layers，CL)，膜(PEM)和多孔传输层(Porous transport layer, PTL)[5]。PTL 在 PEM
电解槽中负责传导电流、传输反应物水、排出氧气泡和实现水在流场和催化层间的再分

配作用[6]。高电流密度和腐蚀条件下， 阳极催化层（Anode catalytic layer, ACL）反应析

出的氧气需要及时穿越 PTL 被流道排出。氧泡在 PTLs 孔隙积累会导致较差的热管理和

增加浓差损失。及时排出 PTL 中氧气对 PEM 电解槽的性能起着重要的作用[7]。改进 PTL
结构和添加微孔层(Microporous layer, MPL)以适应高电流密度下氧气泡覆盖造成的质量

传输损失是提高电解槽性能、效率和耐久性的重要途径[8]。
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数值建模具有成本低、易操作的显著优势，经过验证的电解槽模型可快速预测 PEM
电解槽内部关键物理量分布，查明运行参数、组件结构对 PEM 电解槽组件内水-热-电-
气多物理场耦合机制，已经成为当前学者不可或缺的研究手段[9-11]。Wang 等[12]建立了

PEM 电解槽两相非等温模型，研究几何参数和运行参数对组件温度和水分布的影响。结

果表明，电解槽性能与几何参数和运行参数密切相关。Lin 等[13, 14]建立了 PEM 电解槽阳

极一维动力学模型描述组件中复杂的流体动力学和电化学过程，为 PEM 电解槽水热管

理和过程控制提供设计参考。Pablo 等[15]提出 PEM 电解槽一维两相非等温模型用于描述

组件质量、电荷和热输运过程。结果表明，PEM 厚度是重要影响因素，PTL 渗透率必须

足够高以促进阳极流道中的气液逆流。Han 等[16]建立了一个两相数学模型研究 PTL 内部

输运特性。发现极限值电流密度受 PTL 孔隙率、厚度和 PEM 的厚度 DE 显著影响。Olesen
等[18]开发全尺度 PEM 电解槽宏观模型。研究发现，两相流和电流密度不均匀分布导致

PEM 电解槽组件平面内出现明显非均匀性，空间温度变化高达 25℃。

目前研究学者集中在 PEM 电解槽组件性能研究工作。与质子交换膜燃料电池

(PEMFC)相近技术相比[19-21]，现存的 PEM 电解槽模型大多侧重于对液相和气相含量的初

步估计，涉及不同组件参数对电解槽组件水-热-电-气综合性能影响较少，部分研究结论

相互矛盾，对该技术的开发和优化水平仍然不足，需要进一步开发出综合分析组件的两

相流输运和电化学、热传输与组件参数联系的数学模型。鉴于此，本研究旨在建立 PEM
电解槽两相非等温模型，研究 PTL、MPL 和 PEM 等参数对电解槽组件水-热-电-气的影

响规律，为 PEM 电解槽关键参数提供需要考虑设计指导和参考。

1 数值模型

1.1 几何模型

（a）PEM 电解槽电化学反应 （b） PEM 电解槽组件及反应

图 1 PEM 电解槽运行原理图

图 1所示PEM电解槽运行原理图。本研究PEM电解槽组件包括质子交换膜（PEM），

阴阳极催化剂层（CCL/ACL），微孔层（MPL）和多孔传输层（PTL）。在运行过程中。

直流电源提供水电解驱动力，液态水进入阳极流道后通过渗透作用沿 PTL 和 MPL 孔隙

渗透，将液态水从通道输送到 ACL 发生析氧反应（OER）产出氧气、质子和电子。质

子与水在电渗透拖曳力、浓差扩散和水合作用下从质子交换膜（PEM）迁移至阴极 CCL，
在 CCL 发生析氢反应(HER)产生氢气。水电解反应产生氧气和氢气分别从氧阳极流道和

阴极通道排出电解槽外。本研究将选取电解槽组件区域，双极板两端水通道建模为 PEM



电解槽组件边界，并对 MPL 进行建模，组件中 PTL、MPL、CL 和 PEM 的相关建模几

何参数和物性参数均由表 1 给出。建模中考虑组件 7 个区域内部发生的相关反应，如电

子传输、质子传输、气液两相传输和热传输过程。

表 1 PEM 电解槽组件参数

物理量 数值 物理量 数值

组件长度/ m 0.07
阳极参考交换电流密度/

A·m-2
100

PTL厚度/ m 3×10-4
阴极参考交换电流密度/

A·m-2
1×10-4

MPL厚度/ m 2×10-5 质量/ kg·mol-1 0.018
CL厚度/ m 1×10-5 PTL渗透率/ m2 1.0×10-12

PEM厚度/ m 3×10-5 MPL渗透率/ m2 1.0×10-12

离聚物体积分数 0.3 MPL厚度/ m2 1.0×10-13

CL孔隙率 0.4 CL渗透率/ m2 2.36×10-12

PTL孔隙率 0.4 PEM导热系数/ W·m-1·K-1 0.3
PTL电导率/S·m-1 350 CL导热系数/ W·m-1·K-1 0.27
CL电导率/ S·m-1 350 PTL导热系数/ W·m-1·K-1 1.6

阳极比表面积/ m-1 1×107
离聚物电导率活化能/

J·mol-1
15000

阴极比表面积/ m-1 1×107
膜态水扩散活化能/

J·mol-1
20000

电解槽组件电压/ V 1.4 氢氧化活化能/ J·mol-1 16000
阳极传递系数 0.5 氧还原活化能/ J·mol-1 67000
阴极传递系数 1 表面张力系数/ N·m-1 0.065
PTL接触角/pi 60 CL接触角/pi 60

1.2 物理模型

本文建立 PEM 电解槽组件两相非等温模型作以下假设：气体为层流和不可压缩流

理想气体；PTL 边界处气体压力恒定为 1atm；PTL、MPL 与 CL 用有效孔隙率和渗透率

表示；产生的氧气和氢气容易通过流道带走。不考虑相变和气体交叉过程。

基于以上的假设，本文通过多物理场仿真软件COMSOL Multiphasics 6.0商用软件建

立仿真模型并进行模拟计算。该模型通过水电解槽模块来模拟电解槽中的电极动力学、

电荷和质子传输。通过Maxwell–Stefan扩散描述组件内物种组分传输过程。相传递模块

描述组件内PTL、MPL与CL气液两相饱和度分布.
通过稀物质传递模块描述PEM内膜态水传输过程，通过定义该模块中扩散系数、电

解质电位、迁移率、吸附解吸及电化学反应源项，模拟膜态水受到的电拖曳作用、浓差

扩散和吸附解吸过程等。其机理模型的设置参考文献[13]。
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式中，为膜态水含水量； m 为干膜密度；EW为膜等效质量，kg/mol； dn 为电拖曳系

数； ioni 为离子电流密度，A/m2；
eff
mwD 为有效膜态水扩散系数； mwS 为膜态水源项。

在阳极多孔介质区域忽略气液相界面，依据公式（2）的液态水质量守恒方程，通过

多孔介质相传递接口来模拟阴极多孔介质内的液相流动及转化过程。
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式中， l 为液态水密度； lp 为液相压力； K 为固有渗透率； lk 为液态水相对渗透率；

P 为毛细压力； 为表面张力系数； 为壁面接触角。

通过定义其内部毛细压力表达式、气液两相的相对渗透率等参数来描述多孔电极内

液态水在毛细力驱使下的流动过程。其中气液密度、动力粘度、以及质量源项均与水电

解槽接口耦合。

除此之外，本文依据公式（5）的能量守恒方程，通过固体传热接口来模拟电解槽组

件内涉及的所有热量传递过程。

, ,[ (1 ) ] ( )eff
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式中， ,p lC 为液相比热容； ,p gC 为气相比热容；
effk 为有效热传递系数； TS 为热源。

特别强调的是，本文参数中给定的多孔介质的导热系数为多孔介质钛骨架的固体导

热系数，最后添加多物理场接口实现各个物理场间的互相耦合。

1.3 边界条件及模拟工况

模型各区域边界条件如表 2 所示：

表 2 模型边界条件

边界 物理量 数值

入口边界 阳/阴极进水摩尔分数 0.9



阳/阴极进水温度 T / K 353
进水饱和度 0.9

阳/阴极外接面电势 φ / V 1.4-2.1/0
出口边界 阳/阴极出口压力 P_out / atm 1/1

2 模型验证

为验证数值模型准确性，将实验结果与仿真结果进行对比，选取极化曲线作为模型

验证的指标，分别与文献[22]仿真数据与文献[23]实验结果进行了验证。如图 2 所示，对比

结果表明计算的极化曲线和实验的极化曲线吻合良好，从而基本证明证明了该模型能够

研究关键电解槽组件参数的能力。

图 2 数值模型与实验数据的极化曲线比较

3 结果及讨论

在 PEM 电解槽运行过程中，操作条件和组件结构对电解槽气液流动、传热、传质

和电化学性能产生影响。本研究分析了电压、PTL 孔隙率、PTL 渗透率、PTL 厚度、MPL
孔隙率和 PEM 膜厚度等参数对组件内气体摩尔分数分布、液态水饱和度分布、温度分

布和极化性能的影响规律。

3.1 电压的影响

图3给出电解槽运行温度为353 K、运行电压(1.4 V −2.1 V)下组件的水-气-电-热平面

分布。对应于Vetter [24]等人研究情况，不同电压下，电解质电位表现出显著的曲率(图3b)，
说明质子在PEM膜内跃迁过程电导率出现强烈的空间变化。氢气和氧气摩尔体积分数反

映了电化学强度，沿流道至膜中心方向，氢气和氧气摩尔分数逐渐增加，电压从1.4 V增

加至2.1 V，阳极催化层（Anode catalytic layer，ACL）处氧气摩尔分数增加2.3 %，阴极

催化层（Cathode catalytic layer，CCL）处氢气摩尔分数增加1.1 %，在ACL/PEM界面具

有较高的气体摩尔分数：液体饱和度是量化PTL内部的水分布的重要指标。较高的液体

饱和度表明反应区域存在更多的液态水利于析氧反应发生，电压增大至2.0 V，ACL/PEM
界面水饱和度降低，主要由于ACL/PEM三相界电发生剧烈水电解反应。ACL/PEM界面

产生的电化学反应热和焦耳热是组件存在向外传导的热通量，电压从1.4 V增加至2.1 V，

温度升高7.3 K，较高的温度梯度出现在ACL处。



（a）电位分布 （b）电解质电位分布

（c）氧气摩尔分数分布 （d）氢气摩尔分数分布

（e）水饱和度分布 （f）温度分布

图 3 组件参数分布随电压变化图

3.2 PTL 孔隙率的影响

孔隙率是PTL的重要参数，对电解槽组件水-热-电-气分布由重要影响。图4显示了电

压2.0 V，温度为353 K，孔隙率（ε=0.3-0.7）条件下，组件内物理量分布沿电解槽组件厚

度的变化。可以看出，随着孔隙率的增加，ACL/PEM界面处氧气摩尔分数逐渐降低，ε=0.3
时，CL附近氧气摩尔分数为0.11；ε=0.7，ACL附近氧气摩尔分数为0.15，摩尔分数下降

4.1%。ACL/PEM界面具有较高液体饱和度，表明氧气泡占据孔隙较少，能够更好地向

ACL提供水参与电解反应。增加PTL孔隙度提高了组件温度分布（图4c），孔隙率增加至

0.7时，组件温度上升0.2 K，这主要归因于高孔隙度下具有较大有效导热系数。高孔隙率

下，组件电流密度提高(图4d)，这与文献[22]研究结果一致。值得注意的是，高孔隙率会

导致PTL产生较大电阻，将增大组件欧姆损耗。因此，平衡气液输运和欧姆损耗对组件



至关重要。

（a）氧气摩尔分数分布 （b）水饱和度分布

（c）温度分布 （d）极化曲线

图 4 组件参数分布随 PTL 孔隙率变化图

3.3 PTL 渗透率的影响

图5所示电压2.0V、温度353K、PTL渗透率（10−12 m2、10−11 m2、10−10 m2）条件下，

组件内水-热-质分布。从图中可以看出渗透率不会显著影响组件内气体组分分布、温度

分布和电化学性能（图5a、5b、5c），但对两相流性能产生显著的影响（图5 b）。当渗透

率由10−12 m2增加至10−10 m2时，ACL/PEM界面处水饱和度增加59.6 %，组件内水饱和度

分布更加均匀，这有效促进组件电流密度、温度等相关物理量的均匀性分布。根据达西

定律，较高的渗透率有利于组件内两相流传输。因此，建议PTL材料选择高渗透率的材

料，实现组件中良好水传输性能。



（a）氧气摩尔分数分布 （b）水饱和度分布

（c）温度分布 （d）极化曲线

图 5 组件参数分布随 PTL 渗透率变化图

3.4 PTL 厚度的影响

降低PTL厚度可提供更短的水到达反应位点和氧气被抽离路径，防止氧气泡积累，

提高电解槽性能[25]。图6所示电压2.0 V、温度353 K、PTL厚度（200 μm、250 μm、300 μm）

条件下，组件内水-热-电-气分布沿电解槽组件厚度的变化。可以看出，PTL厚度从200μm
增加至300 μm时，ACL/PEM界面处氧气摩尔分数增加4.2%。组件内高氧气含量阻碍水到

达ACL参与反应，导致ACL/PEM界面处水饱和降低 (图6b)。水饱和降低将提高浓差极

化损失和降低电化学性能，在图6（d）中发现较厚的PTL具有较低的电流密度。此外，

增加PTL厚度显著提高组件的温度图6（c），当PTL厚度从200 μm增加至300 μm时，ACL
处温度增加2-3K。

（a）氧气摩尔分数分布 （b）水饱和度分布



（c）温度分布 （d）极化曲线

图 6 组件参数分布随 PTL 厚度变化图

3.5 MPL 孔隙率的影响

在PTL/CL界面添加MPL孔隙率，通过微-纳米孔隙过渡可以促进催化电极的反应活

性位点。图7显示了电压2.0 V，温度353 K，MPL孔隙率（0.1-0.5）时，组件内水-热-电-
气分布沿组件厚度的变化。可以看出，MPL孔隙率对组件水饱和度分布、温度分布和电

化学性能影响较小，对气体扩散有较大影响，MPL孔隙率从0.1增加至0.5，ACL界面氧

气摩尔分数增大0.2%。因此，在组件优化设计中，在PTL/CL界面添加MPL孔隙率，实现

考虑将孔隙度沿PTL向ACL逐渐减小的措施在PEM电解槽中是有效的，这与Lee等[26]研究

结论相符合。

（a）组件氧气摩尔分数分布 （b）组件水饱和度分布

（c）组件温度分布 （d）组件极化曲线



图 7 组件参数分布随 MPL 孔隙率变化图

3.6 质子交换膜厚度的影响

图8所示为电压2.0V，温度353 K，PEM厚度（20μm、25μm、30μm）组件水-热-质
分布沿厚度方向的变化。可以看出，降低PEM厚度提高和组件质量传递性能（图8 a、图

8 b）。较薄的膜厚度具有高氧气摩尔分数和低液体水饱和度。此外，PEM厚度对组件温

度（图8c）和电化学性能（图8d）产生了影响。当PEM厚度从20μm增加至30μm，ACL
处氧气摩尔分数降低0.2 %，水饱和度增加0.5 %。主要是较厚的PEM膜增大了膜内质子

的迁移距离，降低了电化学反应速率，导致组件出现较高的欧姆损耗，造成较低的电流

密度（图8d），。

（a）氧气摩尔分数分布 （b）水饱和度分布

（c）温度分布 （d）极化曲线

图 8 组件参数分布随膜厚度变化图

4 结 论

在本研究中，考虑了PEM电解槽组件内部相关水-热-电-气多物理分布特性 ,在
COMSOL Multiphasics 6.0商用软件上建立了PEM电解槽组件一维两相非等温模型。根据

实验数据对数值模拟的极化曲线进行了验证，模型预测结果与实验极化曲线基本吻合。

随后，研究了影响PEM电解槽极化和物理量分布的部件形态和几何特征。研究结论如下：



（1）电压、PTL孔隙率、PTL厚度和PEM厚度对组件传输性能影响较大，当电压从

1.4 V升至2.1 V，ACL/PEM界面氧气摩尔分数增加2.3 %，温度升高7.3 K。

（2）PTL孔隙率从0.3升至0.7，ACL/PEM界面氧气摩尔分数下降4.1 %，组件温度上

升0.2 K；PEM厚度从20 μm增加至30 μm，ACL/PEM界面氧气摩尔分数降低0.2 %, 温度

降低0.21 K。

（3）MPL孔隙率对气体扩散性能影响较大，MPL孔隙率从0.1增加至0.5，ACL/PEM
界面氧气摩尔分数增大0.2 %。
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摘要：氧化还原液流电池是化学储能中一种新兴的大型高效储能设备，而其中的半固态全铁氧化还原液流

电池凭借其高能量密度、环境友好等特点成为了近期的研究热点。本文提出了一套针对半固态全铁氧化还

原液流电池浆料电极的三维多物理场耦合模型，综合考虑电池流道内部的固液两相流动、带电离子输运以

及电化学反应，计算得到了电池流道内部浆料电极的速度场、浓度场以及电化学场，探究了流动对浆料电

极内部传质情况的影响以及电池正负极流道内的电流分布情况。

关键词: 半固态全铁氧化还原液流电池；浆料电极；多物理场；流动传质；电流分布

Three-dimensional multiphysical coupling modeling of slurry electrode for

semi-solid all-iron redox flow battery

Abstract：Redox flow battery is a new kind of large and efficient energy storage equipment in
chemical energy storage, and the semi-solid all-iron redox flow battery has become a research
hotspot recently due to its high energy density and environmental friendliness. In this paper, a set
of three-dimensional multiphysical coupling model for the slurry electrode of semi-solid all-iron
redox flow battery is proposed. The model comprehensively considers the solid-liquid two-phase
flow, charged ion transport and electrochemical reaction in the battery channel. The velocity field,
concentration field and electrochemical field of slurry electrode in the battery channel are solved，
and to explore the influence of flow on the mass transfer inside the slurry electrode and the current
distribution in the positive and negative battery channel.

Key words: Semi-solid all-iron redox flow battery; Slurry electrode; Multiphysical; Flow mass
transfer; Current distribution

0 前言

在“碳达峰、碳中和”的战略背景之下，

面临着能源结构转型的挑战，开发能量效率

高且低碳排放的可再生能源发电技术是如

今的研究热点。国家能源局《关于 2021 年

风电、光伏发电开发建设有关事项的通知》

中提到要加强对风电、光伏发电规划落实、

项目竞争性配置、电网送出工程建设、项目

并网消纳等事项的监管[1]。然而截至目前为

止，以风电、光伏发电为代表可再生能源发

电仍然存在较多弊端，其弊端之一为存在间

歇性与随机性等不稳定特性，例如风电、光

伏发电受当地天气状况影响较大，在机组运

行发电时受限于当地的太阳光强度或风力

强度，无法满足连续性高质量用电需求，存

在较高的弃风率和弃光率[2]。故对于可再生

能源发电技术的此类弊端，需要大型储能设

备对其进行调节。

根据能量转换方式可将储能技术分为

化学储能、物理储能与电磁储能[3]。氧化还

原液流电池（Redox Flow Battery，简称 RFB）
作为化学储能类别中一个重要分支，是由美

国科学家由美国科学家 Thaller L.H.（NASA
Lewis Research Center）于 1974 年提出的一

种电化学储能技术[4]，具有工作规模大，循



环寿命长，电池功率与容量独立等优点。

RFB 的工作原理在反应机理上与其他类型

的电池相同，均为通过反应活性物质的价态

变化实现电能与化学能相互转换与能量存

储，在电池内部电解液中，电流以离子迁移

的形式存在，而在外层电路则是依靠由电化

学反应活性物质所剥离的电子的流动形成

电流。RFB 工作原理特点体现在其流动方面，

RFB 的电解液储存在电极外的储液罐内，在

电池工作时被泵入电极中进行反应，实现了

电化学反应场所（电极）与储能活性物质在

空间上的分离，由于 RFB 系统的容量取决

于外部电解质溶液的储量与浓度而系统输

出功率则取决于电堆大小与数量，故 RFB
可实现电池系统容量和系统输出功率的各

自独立，这一独特的特性使其成为一种有前

景的大规模储能设备[5]。

根据电化学反应的氧化还原对，可将氧

化还原液流电池系统分为铁-铬、溴-聚硫、

铁-钒、全钒、钒-溴、钒-氧、锌-溴等[6]，目

前在以上的研究中较为成熟的是钒类氧化

还原液流电池。虽然以上种类液流电池发展

较为成熟并具有一定优势，但是仍在电池可

用性，环境友好性以及成本方面存在较大弊

端[7]，例如钒离子的氧化性会破坏质子交换

膜，同时钒具有污染危害性。目前规避以上

弊端的一种行之有效的方法为利用铁元素

代替钒元素，在电池正负极分别利用

Fe3+/Fe2+、Fe2+/Fe0两对氧化还原对，构建全

铁氧化还原液流电池（All-iron redox flow
battery）。相比于全钒氧化还原液流电池，

全铁氧化还原液流电池凭借其材料来源广

泛造价成本低，以及对环境友好等特点，逐

渐成为新的研究热点。

传统的氧化还原液流电池电极多为固

定的多孔碳结构材料，但是如果电池在充放

电过程中出现析出固体的现象，例如全铁氧

化还原液流电池在充电过程中负极会析出

铁单质，此时多孔电极不再适用，因为析出

的固体将堵塞孔隙，影响电极内部流动传质，

进而影响电池效率。为了解决此类问题，可

以采用新兴的具有流动性的浆料电极代替

多孔电极。

浆料电极是通过将固体导电颗粒悬浮

在离子导电电解质中制成并一同被泵入电

极流道当中，如果固体颗粒的体积分数足够

高，就会形成连续的导电网络，颗粒内部通

过电子迁移导电从而取代固态电极，同时氧

化还原反应发生在固相颗粒表面[8]，具有比

多孔电极更高的比表面积,其工作原理如图

0-1 所示。浆料电极凭借其高比表面积以及

高能量密度等优良特性，国内外学者对此进

行了许多研究[9-11]。

图 0-1 浆料电极工作原理示意图[12]（a）半固态液流电池结构 （b）实验室规模半固态液流电池三维模

型



对于浆料电极的研究方兴未艾，但其中

基于浆料电极内部物理现象的数学模型的

建立的研究却很少。在浆料电极内部电化学

反应场需要耦合流体流动方程与质量传递

方程，为此从 Fleischmann 等人开始，从适

用法拉第电流的流化床电极入手，将标准的

一维宏观多、孔电极方程应用于流化床电极
[13]。Yang[14]等人提出了一个半固态液流电

池的三维多物理场耦合模型，其中包括浆料

流动的流体动力学；锂电极反应电化学；固

体锂在颗粒中的输运和储罐内质量平衡。

Brunini[12]等人同样是基于锂离子电化学，建

立了一个包含流体力学和电子电流，离子通

量的三维操作的数学模型，适用于高能量密

度的半固态液流电池。其中研究人员把固体

导电颗粒分为了固体锂离子储存化合物颗

粒以及纳米级导电颗粒，同时将锂元素的质

量守恒方程分为了电解液中与固体锂离子

储存化合物颗粒的夹层中两部分。在

Chayambuka[15]等人的研究中同样把半固态

液流电池的浆料电极视为由液体电解质、纯

导电颗粒和电荷储存活性颗粒的渗流网络

组成，但是，在进行半固态液流电池中固态

活性颗粒夹层中物质平衡建模时，推翻了由

Brunini 等人对于此的理论，Brunini 等认为

扩散和对流都是发生在活性粒子内部的传

输机制，将颗粒的体积运动同化为对流过程。

而 Chayambuka 等人认为无论参考框架如何，

扩散是唯一的质量传输机制，在固体活性粒

子内既没有对流也没有平流，其认为粒子宏

观运动是沿着流道的空间坐标进行的，而化

学物种的运输同时发生在固相内部。如果一

种浆料电极中不含有电荷储存活性颗粒，则

其固体导电颗粒只含有纯导电的颗粒，所以

不存在固相夹层中的质量守恒方程，

Nathaniel[16]等人开发了一种上述浆料电极

的数学模型，同时与刚刚介绍的三种模型不

同的是该模型的的浆料电极可以同时支持

溶液与颗粒界面电化学反应产生的法拉第

电流和每个固体导电颗粒在流经电池时的

双层电容的充电而产生的非法拉第电流，即

在电化学模型中加入了简单双物种电荷转

移反应与非法拉第电流方程式。

以上研究思路对不同物性的浆料电极

内部的数学模型建立提出了各自的建模思

路。基于以上的建模思路，本文旨在对半固

态全铁液流电池中的物理现象进行数学建

模，形成一套针对于半固态全铁液流电池的

数学模型，同时伴随有几何模型的构建，并

利用该模型计算浆料电极在流道内的速度

场，同时计算电池在放电工况下不同流速下

浆料电极内部带电离子的浓度分布，研究浆

料电极内部传质情况，最后计算不同浆料流

速下电池局部荷电状态（SOC）以及过电位

分布情况，探究其电化学性能。

1 半固态全铁氧化还原液流电池

模型开发

半固态全铁氧化还原液流电池浆料电

极材料参考田[17]在其论文中的设置，负极流

道通入 Fe0、FeCl2、NH4Cl 混合溶液作为负

极电解液，同时有导电性能极强的碳纳米管

颗粒（MWCNTs）悬浮其中作为固体导电颗

粒，正极流道通入 FeCl2、FeCl3、NH4Cl 混
合溶液作为正极电解液，同样有 MWCNTs
悬浮其中，电解液中加入的 NH4Cl 的主要作

用是降低电解质的电阻率[6]。

本文利用 COMSOL Multiphysics 6.0 对

半固态全铁液流电池进行全电池三维模型

的建立，全铁氧化还原液流电池电极反应式

如下所示。由于 Chayambuka 在其文章中提

到多孔电极理论可以正确地模拟非流动的

半固态氧化还原液流电池，但未考虑浆料电

极的流体动力学效应[15]。故本文在多孔电极

理论的基础上增加了流体动力学方程。经过

估算，流道内部浆料的流动为层流状态，故

我们基于混合流模型(层流)接口求解流体流

动域，同时利用三次电流分布（Nernst-Planck）
接口求解正负极电位分布、多孔电极电化学

反应以及物质传输。

正极： （1）

负极： （2）



总： （3）
1.1 模型假设

在模型建立过程中，我们对其进行了一系列

假设，以便对模型进行简化：

（1）在建立流动模型时，假设浆料电极为

均相流动，即即固体导电颗粒（分散相）与

电解液（连续相）两相之间无速度滑移，同

时固液两相的密度为常数，相间无物质传递。

（2）固体导电颗粒中不包括电荷储存活性

颗粒，只含有纯导电的颗粒。

（3）不考虑每个固体导电颗粒在流经电池

时的双层电容的充电而产生的非法拉第电

流。

（4）离子交换膜为阴离子交换膜，只允许

电解液中的 Cl-通过。

（5）不考虑析氢反应等其他副反应。

1.2 流动模型

基于以上对于模型的假设，流动模型可

以 运 用 不 可 压 缩 流 体 的 固 液 两 相 流

Navier-Stokes 方程来描述。

（4）

（5）

（6）

其中 j 是浆料的体积平均混合速度(m/s)，
ρc 与ρd 分别为分散相密度与连续相，τGm 为

粘性应力的总和,μ是浆料混合物的动力粘度。

我们认为浆料流体表现为剪切稀化的

非牛顿流体，故浆料的有效黏度可表示为剪

切速率的函数，其中 C 为黏度系数，n 为黏

度指数。

（7）

在流动模型中，设置速度入口边界和压

力出口边界，本文设定了不同的浆料电极入

口速度，浆料电极出口压力为 0。
1.3 电化学模型

对于流动的浆料电极，其中固体导电颗

粒和电解质被认定为相互渗透的均相[18]，我

们认为其是一种均质溶液，定义is为固体导

电颗粒中电子运动产生的电流密度，ie为电

解液中由于电化学反应造成的离子迁移所

产生的电流密度，根据基尔霍夫定律，浆料

电极中的总电流可表示为。

（8）

固体导电颗粒中的电位可由发生在颗

粒表面的氧化还原反应生成的电流与欧姆

定律共同建模，定义Φs为固相电位，σs颗粒

的电子电导率，αs为固相颗粒的比表面积，

Jn为固相颗粒表面的电化学反应体积电流

密度。

（9）

（10）

在电解液相中，假设电解质在其体积中

是电中性的，所以系统中没有电荷对流[12]。

定义Φe为液相电位，由于电解液中存在离子

的扩散迁移，故电解液相中的电势方程不能

同固相一样直接使用欧姆定律进行计算，需

要进行相应的修正：

(11)

(12)

（13）

其中ce为电解质浓度，к为电解液离子电

导率，ε为电解液体积分数，кeff为电解液的

有效离子电导率，有效离子电导率需结合真

实电导率与电解质体积分数利用Bruggeman
公式进行修正，кD,eff为扩散电导率，Gu[19]

等人用以下的公式定义，�是化学计量系数，

�+是每摩尔电解质中阳离子的摩尔数，�+
0

是电解液中阳离子的转移数，ce0是电解液初

始浓度。

（14）

由以上固体颗粒相中的电流密度以及

电解液中的电流密度可推导出由式（12）表

示的结论，即固体颗粒相中的电流密度与电

解液相中的电流密度的散度互为相反数且

都等于固液交界面由电化学反应而产生的

电流，同时电化学反应电流密度 Jn可利用经

典的 Butler–Volmer 方程表达，其中 J0 是交

换电流密度，αa是阳极传递系数，αc 是阴极

传递系数，η为过电位，Φeq为平衡电位，即



无外加电流时电极电位，当电池未发生极化

处于平衡状态时，过电位为 0。

（15）

（16）

（17）
在电化学反应模型中电流平衡的边界条件，

可以分为在电流收集器以及离子交换膜两

个边界进行描述[15]：

正极集流板边界， （18）

离子交换膜边界， （19）

负极集流板边界， （20）

1.4 带电粒子运输模型

半固态全铁液流电池的浆料电极可看

作为泥浆状的悬浮液，由电解液与固体导电

颗粒组成，在整个浆料电极的流动放电过程

中，内部存在着带电粒子的迁移与扩散，由

于电池工作状态下电极内部存在电化学电

势梯度，正是由于电化学电势梯度的存在驱

动了浆料内部电解质中带电离子的迁移，我

们定义 i 为浆料电极电解液中的阴离子或阳

离子，其各自对应的浓度为 ci，Mi为阴离子

或阳离子的通量，物质通量由扩散迁移与对

流所决定[17]。浆料电极电解液中单个化学物

质的质量守恒可以仿照多孔电极浓溶液理

论进行建模，我们使用电解液的体积分数代

替多孔电极的孔隙率，质量守恒方程如式

（15）所示，定义 ni为固体导电颗粒与电解

液界面之间阴、阳离子界面通量，其表达式

如式（17）所示，Deff 为电解液的有效扩散

系数，与有效离子电导率相同，其仍需要通

过结合真实扩散系数与电解液体积分数利

用利用 Bruggeman 公式进行修正，�±
0 代表

Mi物质通量中阳离子或阴离子的转移数。

（21）

（22）

（23）

（24）

表 1-1 半固态全铁液流电池内部物性参数

物性参数 符号 参数值 单位

温度 T 293.15 K

压力 p 1 atm

电解液体积分数 ε 0.58 --

固体导电颗粒电导率 108 S/m

电解液离子电导率 3 S/m

浆料密度 1300 kg/m3

浆料动力粘度 15 Pa·s

Fe2+扩散系数 7.2×10-10 m2/s

Fe3+扩散系数 6.1×10-10 m2/s

Fe0扩散系数 5×10-13 m2/s

NH4+扩散系数 2.5×10-9 m2/s

Cl-扩散系数 2×10-9 m2/s

正极标准电势 0.77 V

负极标准电势 -0.44 V

法拉第常数 F 96458 --



表 1-2 半固态全铁液流电池几何参数

几何参数 符号 参数值 单位

流道入口与出口段长度（倾斜段） Lchannel-sla 30 mm

流道中间段长度（平直段） Lchannel-hor 60 mm

流道深度 Dchannel 4 mm

流道宽度 Wchannel 10 mm

离子交换膜厚度 Lmembrane 0.22 mm

整理以上四式，可得电解液中的质量守

恒方程为：

在集流板边界，电解质溶液中的物质的

浓度梯度为0：

阳离子： （25）

阴离子： （26）

（27）

半固态全铁液流电池内部的物性参数

如表 1-1 所示。

图 1-1 半固态全铁液流电池几何模型与网格划分

情况

1.5 几何模型

半固态全铁液流电池的几何模型与网

格划分情况如图 1-1 所示，几何模型包括正

负极流道以及阴离子交换膜，正负极流道两

侧的表面为集流板边界，电池几何尺寸如表

1-2 所示。划分网格时的类型选择流体动力

学网格，划分自由四面体网格，同时在流道

壁面处划分边界层网格，层数为 5 层。整个

网格单元数为 85925，平均单元质量为

0.6701。

2 结果与讨论

图 2-1 半固态全铁液流电池浆料电极速度场

2.1 浆料电极流场分析

设定浆料入口初始速度为 0.06 m/s，壁

面为无滑移边界条件，浆料电极内部速度场

如图 2-1 所示，本文选择正极流道内部的浆

料流动情况进行分析。图(a)与图(b)分别为

两种视图下流道内部浆料混合物的速度截

面，其中图(b)同时显示了流道拐角处浆料电

极流速的局部放大图，在流道拐角横截面处

取一条截线并提取截线上的速度值绘制出

图(c)。如图(a)与图(b)所示，浆料电极在经

历了非常短暂的入口段流动之后就进入了

充分发展阶段。结合图(b)的局部放大图与图



(d)可以直观地看出在流道拐角处，从壁面到

流道中线处速度梯度明显较其他流道区域

减小，流动边界层变厚，浆料流速整体变慢。

这是因为在流道拐角处由于粘性力的作用

容易形成浆料的沉积与堵塞，对整个流动过

程产生了严重的影响，同时浆料的沉积也会

影响到电解液中的传质情况，在下文中会进

行分析说明。

2.2 浆料电极电解液浓度场分析

本节探究了放电工况下浆料电极内部

带电离子浓度的分布规律，在某一特定入口

流速下，选择一对特定的氧化还原对，对放

电时从流道进口到出口，氧化还原对中的离

子浓度变化进行分析，同时关注流道拐角处

由于浆料沉积造成的离子浓度分布的变化。

设定三个浆料入口速度，分别为 0.04、0.06、
0.08 m/s，探究不同浆料入口流速对于浆料

电极内部带电离子浓度场的影响，由于正负

极流道内均含有 Fe2+,研究具有普遍性，故我

们选择 Fe2+离子的浓度场进行研究，同时计

算不同入口流速下流道特定横截面上 Fe2+

对应的佩克莱数(Pe)，从数学的角度进一步

探究不同浆料流速对电极内部离子浓度场

的影响，最终得出最佳流速。

设定浆料入口流速为 0.06 m/s，半固态

全铁液流电池的平均电流密度为 1250 A/m2，

在电池放电工况下，正极流道内发生还原反

应，氧化还原对中的 Fe3+转化为 Fe2+。图 2-2
显 示 了 放 电 工 况 下 正 极 氧 化 还 原 对

Fe2+/Fe3+从流道进口到流道出口的离子浓度

分布以及在流道拐角处的局部离子浓度分

布。如图所示，从流道进口到流道出口，在

电化学反应的作用下，Fe2+浓度随着流动升

高而 Fe3+浓度随着流动降低。从局部放大图

中可以看出，在靠近出口的流道拐角处 Fe2+

浓度升高而 Fe3+降低，这一现象与上一小节

对浆料电极内部流场分析中流道拐角处流

速整体变慢相符合，浆料电极在此处发生了

沉积与堵塞，造成了两种结果，一是此处电

解液浓度上升，导致 Fe2+浓度上升，二是流

速减缓，电解液堆积，加剧此处的电化学反

应强度，导致更多的 Fe3+转化为 Fe2+。综合

以上两点，出现了流道拐角处 Fe2+浓度升高

而 Fe3+降低的现象。此类现象对于电池来说

是有害的，即便加剧了局部的电化学反应强

度，但是局部离子浓度过高，仍然会产生较

大的浓差极化，使得电极内部传质恶化，增

加了电池内部的阻力。

图 2-2 放电工况下正极氧化还原对 Fe2+/Fe3+流道纵

向切面浓度场及留到拐角处局部放大图，(a) Fe2+浓

度场，(b) Fe3+浓度场

如图 2-3 所示，在流道中间段取一个截

面，并在截面上取一段二维截线，探究该截

线上 Fe2+浓度分布情况，同样设定半固态全

铁 液 流 电 池 的 平 均 电 流 密 度 为 1250
A/m2,Fe2+的进口浓度为 1000 (mol/m3)，截线

上 Fe2+浓度值如图 2-4 所示。从图 2-4 可以

看出随着浆料电极入口流速的升高，Fe2+在

截线上的浓度梯度逐渐降低，浓度曲线逐渐

变平缓，在阴离子交换膜两侧的浓度差也逐

渐减小。Fe2+在流道内的传递由对流与扩散

与迁移三种方式结合进行，而表征离子传质

过程中对流作用与扩散作用的相对大小的

无量纲数为佩克莱数(Pe)，Pe 越大，则意味

着对流传质的效果越显著，Fe2+浓度变化率

更加稳定[20]。Pe 的计算公式如式 28 所示，

其中 jz,average为截面浆料平均流速，de 为矩形

流道当量直径。图 2-5 显示了不同入口速度

的浆料电极在图2-3所示的流道截面处的Pe



值，随着浆料电极入口流速的升高，在该截

面处的 Pe 也随之升高，对流传质相对于扩

散传质更为显著，截面处的离子浓度变化率

更为稳定，这解释了图 2-4 中二维截线上

Fe2+浓度梯度随浆料电极入口流速升高而降

低的现象。然而，随着浆料电极入口流速的

升高，正负极流道内 Fe2+的浓度会出现整体

降低的现象，这是由于流速加快，浆料停留

时间较短，电化学反应未充分进行。

（28）

（29）

（30）

所以流速增大虽然会减小流道内部

Fe2+的浓度梯度，对流传质的影响显著上升，

这有利于减小电极内部的浓差极化，改善电

极内部传质情况，使 Fe2+分布更加均匀。但

是流速过大同样会导致放电过程中的电化

学反应进度，电化学反应不充分会导致电池

整体效率降低，故我们认为浆料电极最佳入

口流速为 0.06 m/s。

图 2-3 半固态全铁液流电池流道截面与对应的二维截线,(a)截面 (b)二维截线

图2-4 不同入口速度下浆料电极电解液中Fe2+的浓度

分布情况

图 2-5 不同入口速度的浆料电极在流道截面处的

Pe 值

2.3 浆料电极电化学场分析

本节将要介绍浆料电极在最佳入口流

速的放电工况下的电化学性能分析。通过计

算得到正负极浆料中电解质电流密度即 ie

以及固体导电颗粒电流密度即 is，并利用基

尔霍夫定律将两种电流密度矢量场进行加

和分别得到正负极流道内的总电流密度分

布矢量场 itotal。

图 2-6 为半固态全铁液流电池的平均电

流密度为 1250 A/m2时，电池正负极流道两

个视角下的电解质电流密度及固体导电颗

粒电流密度的标量场，如图所示，ie 与 is 在

流道入口与出口段几乎为 0，这说明在此段

几乎没有氧化还原反应发生。无论负极与正



极，ie梯度方向与 is梯度方向相反，如图(a)
与图(c)所示 ie 自阴离子交换膜边界向集流

板边界逐渐降低，最大值出现在阴离子交换

膜边界的流道拐角处，从图(a)与图(c)的局部

放大图可以看出，在流道拐角处的 ie值显著

高于膜边界其他位置对应的值，这是由于此

处流速减缓，电解质堆积，离子浓度上升，

加剧了此处的电化学反应强度。如图(b)与图

(d)所示，is 自集流板边界向阴离子交换膜边

界逐渐降低，并且在集流板边界的电流密度

相较于于离子交换膜边界的电流密度更为

均匀。在图(b)与图(d)的局部放大图中，同

样出现了流道拐角处局部电流密度升高的

现象，这是由在浆料沉积的过程中，固体导

电颗粒局部密度升高以及颗粒与电解液界

面上由电化学反应引起的法拉第电流升高

共同造成的。

在图 2-6 工况的基础上，将两种电流密

度的矢量场进行加和，得到如图 2-7 所示的

正负极总电流密度 itotal，以上所描述的两种

电流密度只是对其数值大小进行分析，并未

可考虑电流方向，而的 itotal为半固态全铁液

流电池内部电流分布的真实情况，定义从负

极集流板边界到正极集流板边界的方向电

流密度正方向。从图中可以看出正负极中间

段流道内部电流密度分布较为均匀，电流密

度值基本集中在 2000-2500 A/m2。从图(a)
与图(b)的局部放大图中可以看出负极电流

密度的最大值出现在流道入口拐角处，同时

在流道出口拐角处出现负值，这说明在流道

入口拐角处 is与 ie各自的总体方向均为正方

向，而在流道出口拐角处两种电流密度总体

方向相反。在正极流道内则与负极流道出现

相反的情况，其在流道入口拐角处出现负值

而在流道出口拐角处出现最大值。

图 2-6 正负极电解质电流密度及固体导电颗粒电流密度（标量场），(a)负极电解质电流密度 (b)负极固体导

电颗粒电流密度 (c)正极电解质电流密度 (d)正极固体导电颗粒电流密度



图 2-7 正负极总电流密度（矢量场），(a)负极电流密度 (b)正极电流密度

3 结论

通过建立半固态全铁液流电池三维模

型，对由电解液与固体导电颗粒组成的浆料

电极的流场、浓度场以及电化学场进行模拟

计算并得出以下结论：

（1）在对半固态全铁液流电池浆料电

极流场进行模拟分析时，发现浆料电极经历

了非常短暂的入口段流动之后就进入了充

分发展阶段，同时在流道拐角处，由于粘性

力的作用容易形成浆料的沉积与堵塞，故从

壁面到流道中线处速度梯度明显较其他流

道区域减小，浆料流速整体变慢。

（2）在对浆料电极中电解液浓度场进

行模拟分析时，研究了指定流速下氧化还原

对 Fe2+/Fe3+在放电工况下在流道内部的浓

度变化，模拟结果显示在靠近出口的流道拐

角处 Fe2+浓度相较于同一水平位置升高而

Fe3+则降低，这一现象与浆料电极内部流场

分析中流道拐角处浆料沉积造成的流速整

体变慢的现象相符合。人为设定了三组不同

的浆料电极入口流速，探究了不同浆料入口

流速对于浆料电极内部带电离子浓度场的

影响，选择 Fe2+浓度进行研究，计算不同流

速下，流道内部指定二维截线上 Fe2+浓度场，

以及该截线对应截面处 Fe2+局部 Pe 值，综

合分析流速对于浓差极化与电化学反应强

度的影响，最终得出浆料电极最佳入口流速

为 0.06 m/s。
（3）在对浆料电极电化学场进行模拟

分析时，计算得出了正负极浆料中电解质电

流密度以及固体导电颗粒电流密度，并将两

种电流密度的矢量场进行加和得到浆料电

极电流分布的真实情况。计算结果表明，正

负极流道的进出口段电流密度几乎为 0；电

解液电流密度与固体导电颗粒电流密度梯

度方向相反，但都出现流道拐角处局部电流

密度升高的现象；总电流密度矢量场中正负

极流道中间段电流密度较为均匀，其中负极

电流密度最大值出现在入口流道拐角处，在

出口流道拐角处出现反方向电流密度，正极

电流密度分布情况则与负极相反。
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摘要：为改善电子束收集极热环境，降低收集极温度和热集中性，在套筒散热结构的基础上，结合冲

击射流方法，提出一种新型的收集极冲击射流散热结构，并开展数值模拟研究。研究结果表面，与传

统的套筒散热结构相比，射流散热结构换热效果更强，该结构下收集极温度更低，且最大温差比显著

降低，达到 7%，能有效改善热集中问题。

关键词：电子束收集极；热分析；冲击射流

0 前言

高功率微波具有高频率、超高功率、光速传播、强穿透能力等特点，可以对微电子

器件和电路造成干扰或损害。由于高功率微波器件向着大功率、高频率[1]、小型化[2]的方

向发展，导致电子束收集极平均热流密度远超过常规电子器件热流密度，达到甚至超过

100-1000 W·cm-2[3]。如果热量不能及时散出，累积在电子束收集极内壁，会产生大量等

离子体，导致收集极材料表面发生溶蚀并产生大量的溅射物，严重影响了高功率微波器

件的稳定性和安全性[4]。

为了及时散出沉积在电子束收集极内部的热量，需要在收集极外侧布置水冷散热结

构。针对传统的套筒散热结构，不同学者提出了优化策略，以提高换热效率。采用数值

模拟方法，吴瑶[5]研究了换热翅片对收集极温度的影响，增加翅片后收集极温度显著降

低。沈亚萍[6]比较了矩型、针型和螺旋型三种散热肋片，其中螺旋型肋的优势较为明显。

Lei 等人[7]和 Xiong 等人[8]都研究了肋片高度和数量对电子束收集极温度的影响，随着肋

片高度和数量的增加，散热性能提高，收集极温度逐渐降低。本文结合冲击射流方法，

提出一种新型的收集极冲击射流散热结构，重点对冲击射流条件下电子束收集极热特性

进行研究，讨论冷却水流量对冲击射流结构散热能力的影响，最后比较冲击射流结构与

套筒结构的散热效果。

1 物理模型及数值方法

1.1 物理模型及边界条件

为了提高收集极热管理系统稳定性，改善收集极热集中性，提高散热结构的散热能

力，基于收集极热源局部集中的特点，采用环状冲击射流散热结构替代传统套筒散热结

基金项目：国家自然科学基金项目（批准号：52022080）



构对收集极进行散热。套筒散热结构如图 1 所示，为旋转体结构。冲击射流结构如图 2
所示，在收集极高温区域沿周向均匀排布射流阵列 30 组，每组有两个矩形射流入口，射

流阵列之间均匀排布矩形肋片，冷却水从射流阵列进入散热通道，直接冲击高温区域，

带走沉积在收集极内壁面处的热量，沿着微细通道，冷却水最终从收集极轴向两侧流出。

收集极冲击射流模型轴向长度为 100 mm，散热通道轴向长度为 80 mm，矩形射流入口

截面长 8 mm，宽 1 mm。

图 1 套筒散热结构示意图

图 2 冲击射流结构示意图

收集极冲击射流散热结构分布具有环状周期性，为简化计算，以 1/30 冲击射流结构

作为计算模型，如图 3 所示。其中脉冲热源频率为 50 Hz，脉宽为 38 ns，热源沿周向分

布均匀，沿径向逐渐衰减，沿轴向为类高斯分布。冷却通道中运行压力为 0.3 MPa，冷

却水入口温度和体积流量分别为 293K 和 10 L·min-1。

图 3 冲击射流计算模型

1.2 数值方法

以 Ansys Fluent 为数值模拟工具，数值计算过程中压力与速度耦合算法采用 SIMPLE



算法，综合考虑计算资源和模拟精度，采用 RNG k-ε湍流模型，所有方程采用二阶迎风

格式进行离散，迭代求解过程中结合方程残差曲线和监测温度为判据进行收敛性判断。

2 网格无关性验证和数值模型有效性验证

2.1 网格无关性验证

采用 Space Claim 对冲击射流计算模型进行建模，网格划分工具是 Fluent mesh。网

格划分采用基于“马赛克”技术的 Poly-Hexcore 网格生成方法，以减少网格数量，提高

计算效率。当网格数从 551000 增加至 921000 时，电子束收集极最高温度相对误差为 2%，

满足计算精度。因此，选用网格数量为 551000 的网格开展电子束收集极冲击射流数值模

拟研究。

2.2 数值模型有效性验证

为了数值模型的有效性，基于公开文献[9]计算模型进行数值模拟。数值模拟中网格

划分方式与湍流模型均与本文设置一致，通过比较金属区域最高温度变化，验证模型的

有效性。文献中脉冲热源作用 3 s 后，金属区域温度达到动态平衡，表现为在一定范围

内与热作用同频率波动，金属区域最高温度在 802K~1023K 之间动态波动，无热作用后，

在 4 s 时恢复初始温度。数值模拟结果为，温度达到动态平衡后，温升达到 1027K，温

降至 799K，因此热源作用时，最高温度的相对误差为 0.40%，热源间歇时，最高温度的

相对误差为 0.37%，无脉冲热源作用时，金属区域于 4 s 降低至初始温度，与文献结果一

致。

3 结果分析和讨论

3.1 入口流量对冲击射流散热结构性能的影响

随着冷却水流量的增加，射流结构中的流动速度也会随之增加，进一步导致速度分

布情况发生变化。当流量较小时，射流结构中的速度分布情况比较均匀，距离射流孔较

近的区域冷却水流速较低，高速冷却水主要分布在散热通道轴向两侧出口附近。随着流

量的增加，射流孔两侧较近区域流速显著升高，导致射流孔入口两侧漩涡强度升高，高

速区冷却水的速度也会进一步增加，导致其对流散热能力提高，热边界层厚度变薄，冷

却水与收集极高温区域间热阻降低，从而增强传热效率。当冷却水流量为 5 L·min-1、10
L·min-1、15 L·min-1时，收集极最高温度和最高水温如图 3 所示。

图 3 不同流量下射流结构收集极最高温度和最高水温



由于热源直接作用于收集极壁面，因此收集极最高温度显著高于最高水温。随着冷

却水流量的增加，收集极最高温度依次为 682K、666K、656K，收集极最高温度降低 4%，

最高水温依次为 401K、385K、375K，最高水温降低 7%，温度与冷却水流量表现为负相

关性。比较收集极最高温度和最高水温降低幅度，说明流量对水温的影响大于对收集极

温度的影响，主要是由于冷却水流量的增加，导致单位时间经过散热通道的冷却水增加，

因此冷却水温降低幅度较大。

3.2 冲击射流散热结构与套筒散热结构对比分析

不同冷却水体积流量（5 L·min-1、10 L·min-1、15 L·min-1）条件下，以最大温差比为

指标，比较两种散热结构收集极热集中性。最大温度差比（MTDR）为：

max min

max min
 = 100%T TMTDR

T T





(1)

式中：Tmax 为最高温度；Tmin为最低温度。

首先对比热源作用阶段结束时两种散热结构最大温差比。冷却水流量增加时，套筒

散热结构最大温差比依次为 48%、45%、44%，射流散热结构最大温差比依次为 39%、

38%、38%，如图 4 所示。随着流量的增加，两种结构对流冷却能力提高，表现为最大

温差比降低。且同工况下，由于射流散热结构针对高温区域存在射流冷却强化换热手段，

因此温度分布更加均匀，最大温差比更低。其次对比热源间歇阶段结束时两种散热结构

的最大温差比。由于热源间歇阶段收集极高温区域向低温区域传递热量，因此该阶段结

束时最大温差比显著低于热源作用阶段结束时。冷却水流量增加时，套筒散热结构最大

温差比依次为 21%、12%、10%，射流散热结构最大温差比依次为 12%、10%、9%，如

图 5 所示。与热源作用阶段类似，随着流量的增加，收集极温度分布均匀程度提高，最

大温差比降低，同工况下，射流散热结构最大温差比仍低于套筒散热结构，达到 7%。

图 4 不同流量下套筒散热结构最大温差比



图 5 不同流量下射流散热结构最大温差比

4 结 论

本文提出了电子束收集极射流散热结构，并针对该结构开展了数值模拟，获得如下

结论：

1）随着流量的增加，收集极温度和水温都会下降，分别降低 4%和 7%。由于收集

极处热量不变，因此流量对水温的影响大于对收集极温度的影响。

2）同工况条件下，由于射流散热强化了收集极高温区域的换热，因此射流散热结

构最大温差比较低，温度均匀性提高。比较不同热源作用阶段，由于热源间歇阶段收集

极高温区域向低温区域传递热量，因此该阶段结束时最大温差比显著低于热源作用阶段

结束时。
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摘要：为了探究铅锌冶炼工艺中烧结点火炉烧嘴参数对点火过程的影响规律，本文以烧结点火炉为研

究对象，基于点火烧嘴倾斜角与间距，主烧嘴空气通流面积与排列方式等烧嘴参数进行了优化模拟研

究。研究结果表明：扩大点火烧嘴倾斜角可改善点火质量，但倾斜角过大会造成点火段温度分布不均；

缩短点火烧嘴间距会导致点火段平均温度下降，但有利于改善其温度均匀性；增大主烧嘴空气通流面

积，采用“6+7”或“7+7”的排列方式均可提高点火质量。

关键词：烧结点火炉；烧嘴；参数优化；数值模拟；温度均匀系数

0 前言

随着全球市场对锌金属需求的不断增加和高品位含锌矿产资源的逐渐枯竭，利用成

分复杂的含锌矿产资源来提取高纯度锌金属已成为铅锌冶炼领域的发展趋势[1]。密闭鼓

风炉铅锌冶炼 ISP 工艺(Imperial Smelting Process, ISP)凭借其复杂矿料包容性强、金属回

收率大以及锌产品纯度高等优势已成为铅锌冶炼工业中不可或缺的冶炼工艺之一[2-3]。

作为 ISP 工艺的关键设备，烧结点火炉的主要功能是利用天然气将点火料层点燃，

以此保障后续烧结工艺的顺利进行。在点火炉内，烧嘴的火焰射流用于点燃表层物料，

继而通过负压抽风来引燃深层物料，点火料层中合格的点火温度与深度是点火质量的保

证[4-5]。然而，由于点火炉自身结构的封闭性和炉内气体流动传热行为的复杂性，点火炉

的实际生产操作大多依赖于经验方法，往往难以实现预期的点火效果。导致点火炉热利

用率低，生产能耗高。因此，针对烧结点火炉的工艺参数进行优化研究，对降低烧结点

火能耗、提高烧结产量和质量具有重要实际意义。

随着计算机技术的快速发展，计算流体力学方法(Computational Fluid Dynamics, CFD)
已成为研究冶金炉窑内复杂行为的重要技术手段之一[6]。相比于实验手段成本高、周期

长和获取信息少的劣势，CFD 方法能够获得点火炉内多物理场耦合的三维信息，实现对

烧结点火过程的全面模拟与预测[7-8]。目前，烧结点火工艺广泛应用于钢铁冶金领域中
[9-11]，在有色金属领域中的相关研究较少。林恩玉与王浩[12]针对红土镍矿烧结点火炉中

引入回热风管所带来的燃气燃烧不充分、耗气量大和热利用率低等问题，通过采用多排

交叉布置的高性能燃气烧嘴进行炉况优化，有效提高了烧结矿质量并降低了能耗。刘程

宏和刘晓青[13-14]等在烧结点火炉的仿真研究过程中，发现将两排烧嘴相互倾斜与交叉布

置，并进一步优化烧嘴位置可在点火料层上形成高温火焰带，有效改善了点火质量。曾

基金项目：国家重点研发计划课题(2022YFC3901605)



平生[15]等模拟研究 ISP 工艺中烧结点火炉内天然气的燃烧传热过程，基于所获得的炉内

多物理场三维分布信息，指出主烧嘴与点火烧嘴的运行状态是影响点火质量的关键。然

而，ISP 工艺中烧结工序的参数优化研究更多集中在烧结产品的质量优化方面[16-17]，关

于点火炉的参数优化研究则较少，尤其是主烧嘴与点火烧嘴的工艺参数，获悉二者的相

互影响规律与最优参数优化方案是改善点火质量、降低点火能耗的重要挑战。

基于前期关于烧结点火炉的仿真研究成果[15]，本文采用 Fluent 软件，通过构建烧结

点火炉的物理数学模型，考虑点火料层多孔介质中气固反应热的影响，进一步针对炉内

点火过程进行参数优化研究。基于点火烧嘴的倾斜角与同侧间距，以及主烧嘴的空气出

口通流面积与排列方式等烧嘴参数对炉况的影响规律，获得烧嘴参数的最佳优化方案，

为 ISP 工艺中烧结点火工序提供理论指导意义和创造实际经济价值。

1 物理模型与网格划分

本文基于某企业带式点火炉按 1:1 构建烧结点火炉的物理模型，如图 1 所示。点火

炉由主烧嘴、点火烧嘴、燃烧室以及点火料层等部分组成，燃烧室长 2460 mm，宽 2400
mm，高 920 mm。炉膛顶部布置有东西两排主烧嘴，共 12 只；南北侧墙布置有点火烧

嘴，共 4 只。燃烧室中部的台车拦板与炉墙之间存在间隙，为考虑漏风对炉况的影响，

在模拟过程中定义为漏风口，漏风口高度为 20 mm。台车自西向东运动，台车上方铺了

一层点火物料，料层厚 40 mm。

图 1 烧结点火炉几何结构及其网格划分[15]

Fig. 1 Geometric structure and meshing of the sintering ignition furnace [15]

针对所构建的烧结点火炉几何模型进行网格划分，为保证网格质量，采用高比例结

构化网格的混合网格，网格模型如图 1 所示。为在不牺牲计算精度的条件下降低网格数

量，针对点火炉进行网格无关性检验。图 2 为不同数量网格时点火料层的平均温度对比

图，由图可知，基于 143 万网格工况的料层温度，53 万、83 万和 113 万网格时点火料层

平均温度的相对误差分别为 9.43%、5.31%和 2.14%。因此，为保证仿真结果准确性，本

文选取 113 万网格模型用于后续参数优化研究。

2 数学模型与模型验证

2.1 基本假设与简化

（1）由于烧结点火炉处于连续生产状态，炉况保持稳定，并且台车的移动速度相

对于炉内气体流速小了近两个数量级，因此本文假设点火料层静止，并采用稳态计算；

（2）在高温烟气与点火物料复杂的换热行为之中，对流换热占据主导地位，为简



化点火物料区域内的换热行为，本文仅考虑对流换热；

（3）为简化点火过程中点火物料的化学行为，本文忽略点火物料的组分生成、消

耗与扩散，仅考虑以下两个主要化学反应所带来反应热的影响，即

2 22ZnS + 3O = 2ZnO + 2SO      H= 455.45 kJ / m ol (1)

2 22PbS 3O 2PbO + 2SO      H 388.99 kJ / mol    (2)

图 2 不同数量网格工况中点火料层的平均温度分布

Fig. 2 Average temperature of the ignition material under different number of grids

2.2 数学模型

2.2.1 基本控制方程

烧结点火炉内天然气燃烧传热过程的基本控制方程为：

（1）连续性方程

  0f  u (3)

式中， f 为气体的密度， 3kg m ；u 为气体的速度矢量，m s。

（2）动量方程

  +f f sP         uu g S (4)

式中，P 为静压，Pa；g 为重力加速度，
2m s ； sS 为考虑多孔介质的附加源项； 为单

位应力张量，可由式(5)求解

2[ ( )  ]
3

T
eff I       u u ( u) (5)

式中， I 为单位应力张量； eff 为有效动力粘度， Pa s ，由下式计算

eff L T    (6)

式中， L 为分子粘度， Pa s ； T 为湍流粘度， Pa s 。

本文将烧结点火炉内的点火料层视为多孔介质，通过添加附加源项 sS 来计算混合气



体在多孔介质区域内受到的流动阻力，即

1
2

L
s fC



 i i iS u u u (7)

式中，等式右侧两项分别为粘性损失项与惯性损失项，多孔介质区域视为层流，不考虑

湍流粘度； 为多孔介质的渗透率； sC 为惯性阻力系数，由下式计算

 2

2 3
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

 

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

 (9)

式中， sD 为多孔介质固体骨架材料的平均粒径，m；  为孔隙率。

（4）能量方程

     h h
f f eff i i rad s

i
E P k T h S S 

  
             

  
u J u (10)

式中，T 为流体温度，K； ih 为组分 i 的焓， J kg ； h
radS 表示流体辐射换热而产生的能量

源项， 3W m ； h
sS 表示多孔介质区域内额外的能量源项，本文中考虑为点火料层的化学

反应热， 3W m ； fE 为流体总焓，包含了气体燃烧的化学反应热， J kg ，由下式可得

2

2f i i
i f

P uE Y h


   (11)

式中， iY 为混合气体中组分 i 的质量分数。式(10)中， effk 表示有效热导率，在流体区域

仅表示为流体热导率 fk ，由流体导热系数与湍流导热系数组成；在多孔介质区域是流体

热导率 fk 与多孔介质热导率 sk 的函数，即

 1eff f sk k k    (12)

式(10)中 iJ 表示组分 i 的扩散通量，由式(13)计算

f i iD Y  iJ (13)

式中， iD 为组分 i 的扩散系数， 2m s 。

（5）组分输运方程

 f i i iY R     u J (14)

式中，Ri为组分 i 的生成或消耗速率， 3kg/(m s) 。

2.2.2 湍流模型

烧结点火炉内气体湍流流动行为采用 Realizable k-ε湍流模型描述[18]，k 方程与ε方程

如下所示：
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式中， k 为湍动能， J kg ；ε为湍流耗散率； kG 和 bG 分别表示由平均速度梯度与浮力引

起的湍动能， J kg ； S 为源项； 1C ， 2C 和 3C 均为模型常数。

在 Realizable k-ε湍流模型中，湍流粘度 T 可由式(17)得到

2

T f
kC 


 (17)

式中，C 不再是模型常数，而是湍动能 k 与湍流耗散率ε的函数
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(18)

式中，A0和 As均为模型常数。

2.2.3 化学反应速率模型

针对烧结点火炉内天然气的燃烧行为，本文采用甲烷的两步化学反应机理模型，对

应的化学反应方程式为

4 2 2
3CH O CO 2H O
2

   (19)

2 2
1CO + O  = CO
2

(20)

在天然气的燃烧过程中，各个化学组分 i 的生成或消耗速率可通过涡耗散模型计算，

其化学反应速率由天然气与空气的湍流混合程度决定，与温度无关。因此，在化学反应

G 中，反应物 p 的化学反应速率可视为式(21)与式(22)之间的较小值，即
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式中， '
,p Gv 与 "

,q Gv 分别为反应G 中反应物 p 与生成物 q的化学计量系数； ,w pM 与 ,w qM 分

别为反应物 p 与生成物 q的相对分子质量；下标 p 和 q分别为反应物与生成物组分，下

标 e 为生成物中的任意组分；模型常数 4.0A  ， 0.5B  。

2.2.4 辐射换热模型



在实际生产过程中，烧结点火炉的炉膛温度高达 1000℃以上，炉内高温烟气的辐射

换热占据主导地位，本文采用离散坐标辐射模型(Discrete Ordinates Radiation Model, DO)
来描述其辐射换热过程，则高温烟气在位置 r 处、沿着 s 方向上的辐射传递方程为

         
4 42

0
, , , ' ', '

4
s

s
TI a I an I d


 

          r s s r s r s s s (23)

式中， r 为位置向量； s 为方向向量； 's 为散射向量； a 、 n 与 s 分别为吸收系数、折

射系数与散射系数； 为斯蒂芬-玻尔兹曼常数，取  -8 2 45.672 10 W m K    ； I 为辐

射强度， 2W m ；为相位函数； ' 为空间立体角，sr。

高温烟气的辐射换热量 h
radS 可由式(23)中在位置 r 处、方向 s 上的辐射强度  ,I r s 针

对全空间进行积分得到，即

 
4

0

,h
radS I  d



       r s s (24)

2.3 边界条件

根据烧结点火炉的实际生产条件，可定义点火炉的边界条件。

（1）入口边界

烧嘴的天然气与空气入口均定义为速度入口，空气总流量为 1200 m3/h，空气入口温

度为 30℃；天然气总流量为 190 m3/h，天然气入口温度为 20℃。主烧嘴与点火烧嘴的气

体入口速度则是根据气体管道系统来统一分配。

基于天然气的气质分析报告，天然气中含有包括 CH4在内的多种烷烃成分，为简化

仿真计算，将除 CH4 以外的烷烃成分通过热值等效为 CH4，则简化后的天然气成分为

99.26%的 CH4和 0.74%的 N2。入炉空气的成分为 21%的 O2和 79%的 N2。此外，点火炉

内多种组分构成的混合气体的吸收系数采用灰气体加权平均模型进行求解[19]。

（2）出口边界

燃烧室底面的烟气出口定义为压力出口，出口压力为 -800 Pa。
（3）壁面边界

烧结点火炉燃烧室的壁面均定义为速度无滑移边界与定热流边界，视为均匀散热。

2.4 模型验证

本文针对 Charles[20]实验室尺度的甲烷燃烧器进行仿真计算，通过比较模拟结果与实

验测量值的差异性来验证数值模拟的准确性。图 3 为甲烷燃烧器的结构示意图，由图可

知，燃烧器入口为双圆柱形结构，入口长度为 200 mm，甲烷与空气在流经入口段后进

入燃烧室混合燃烧。内圆为甲烷入口，内径 R1=31.57 mm，速度 V1=0.9287 m/s，温度 T1=300
K；内圆甲烷入口壁厚 0.18 mm，即内圆外径 R2=31.75 mm；外环为预热空气入口，内径

R3=46.85 mm，速度 V2=20.63 m/s，温度 T2=750 K；燃烧室仍为圆柱形结构，内径 R4=61.15
mm，长 400 mm，内壁面温度恒定为 500 K。

针对甲烷燃烧器进行网格划分，经网格无关性检验后，网格数量为 32.5 万。结合本

文所构建的数学模型以及相关的边界条件，针对甲烷燃烧器内气体燃烧过程进行仿真计



算。以燃烧室入口截面的中心点为坐标原点，定义气流运动方向为X方向，提取X/R3=4.52
截面中径向气体平均温度的模拟结果，并结合对应的实验测量值绘制成图 4。由图可知，

本文的模拟结果与实验测量值的分布趋势基本相同，吻合较好。此外，该模拟结果与实

验值的最大相对误差为 16.7%，相比于龙文增[21]的 16.2%以及周瑜[22]的 15.8%，模拟结

果较为接近。因此，基本可认为本文所构建的物理数学模型能够较好地预测甲烷的燃烧

传热行为，可开展后续的研究工作。

图 3 实验室尺度的甲烷燃烧室结构示意图

Fig. 3 Schematic diagram of the laboratory-scale methane combustion chamber

图 4 甲烷燃烧器燃烧室 X/R3=4.52 截面上径向气体平均温度分布

Fig. 4 The radial average temperature distribution of gas on the section of X/R3 =4.52 in the combustion

chamber of the methane burner

3 特征截面与评价指标

3.1 特征截面

为了便于分析点火炉内混合气体的燃烧与流动情况，定义相关特征截面如图 5 所示。

由图可知，沿着台车的运动方向，在 XOY 平面上取 4 个特征截面，即 2 个主烧嘴中心

截面：西侧主烧嘴中心截面 l1 与东侧主烧嘴中心截面 l2；2 个点火烧嘴中心截面：西侧

点火烧嘴中心截面 l3与东侧点火烧嘴中心截面 l4。在 XOZ 平面上取 2 个特征截面，即点

火烧嘴中心截面 a1与点火物料上表面 a2。

点火料层上表面的温度分布反映了主烧嘴对物料的点火情况，也与物料内部的着火

情况紧密相关。因此，为了进一步分析点火料层上表面的温度分布规律，尤其是与主烧

嘴相对应的料面区域，本文针对点火物料上表面(Y=0.04 m)进行不同特征区域的划分，



并定义点火段与主烧嘴料面区域，如图 6 所示。

（1）点火段区域：基于东西排主烧嘴中心点所对应的点火料层上表面的两条基准

线，向炉膛中心延伸 0.3 m，向东西侧墙延伸 0.2 m，定义该区域为东西侧主烧嘴所对应

的点火段区域，即图 6 中东西两排主烧嘴对应的蓝色带状区域。

（2）主烧嘴料面区域：点火段区域内，沿 X 方向每隔 0.4 m 定义一个主烧嘴料面

区域，每个主烧嘴均对应一个料面区域，图 6 中红色区域即为 2 号主烧嘴料面区域。

图 5 烧结点火炉特征截面结构示意图

Fig. 5 Schematic diagram of the characteristic sections of the sintering ignition furnace

图 6 点火料面特征区域结构划分示意图[15]

Fig. 6 Schematic diagram of the structural division of the characteristic ignition material surface area [15]

3.2 评价指标

在实际烧结点火过程中，点火炉的点火质量与料层的着火息息相关，而料层的着火

主要发生在主烧嘴对应的点火段区域。因此，为了评估不同烧嘴参数对点火炉点火质量

的影响，本文引入点火段平均温度与点火段温度均匀系数作为评价指标。

（1）点火段平均温度

点火段区域平均温度的高低直接决定了点火物料能否被点燃，对于铅锌烧结点火炉

而言，工业要求的点火温度需满足 1223 K ≤ Td ≤ 1673 K，温度太低将无法点燃物料，温

度过高将造成料层熔穿，均对后续烧结工序不利。因此，在该点火温度区间内点火段区

域的料面温度越高越有利于表层料的着火。料面的平均温度可由下式计算
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式中，T 为点火段区域的料面平均温度，K；A 表示点火段区域的料面总面积，m2；下

标 k 表示点火段区域内第 k 个网格面。

（2）点火段温度均匀系数

温度均匀系数 CV 是温度标准偏差与其平均值的比值，该物理量能够反映单位均值

上的离散程度。点火段温度均匀系数即可反映点火段区域的温度分布均匀性，CV 越小，

料面温度的分散程度越小，料面着火越均匀；CV 越大，料面的温度分布越不均匀，点

火质量越差。针对点火段区域，温度均匀系数由式(26)计算。
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式中，CV 与 T 分别为料面点火段区域的温度均匀系数和温度标准偏差。

4 结果与讨论

4.1 点火烧嘴参数优化

4.1.1 倾斜角

点火烧嘴的倾斜角示意图如图 7 所示。由于烧结点火炉结构紧凑，倾斜角过大不仅

会提高安装难度，还可能导致气流直接冲刷料面，影响点火效果。因此，本文结合实际

生产因素，选取以下四种倾斜角度进行研究：θ = 10°、15°、20°和 25°。

图 7 烧结点火炉点火烧嘴倾斜角结构示意图

Fig. 7 Schematic diagram of the inclination angle for ignition burners in a sintering ignition furnace

图 8 为点火烧嘴不同倾斜角条件下特征截面 l3的速度矢量分布图。由图可知，随着

倾斜角的增大，点火烧嘴的气流撞击面在竖直方向上下移，并且在气体射流的上方存在

明显的回旋区域。随着烧嘴附近区域与回旋区域之间气体强烈的动量交换，回旋区所卷

吸的高温烟气能够保证烧嘴出口温度尽快达到着火点，有利于维持燃烧的稳定。当θ = 25°
时，点火烧嘴的气体射流不再形成撞击面，而是直接冲刷点火料面。

图 9 和图 10 分别为点火烧嘴不同倾斜角条件下特征截面 l1 与 l3 的温度分布云图。

由图 9 可知，不同倾斜角时主烧嘴的火焰射流基本均能够垂直到达点火料面，并且随着



倾斜角的增大，火焰刚性逐渐增强，火焰倾斜变形的情况得到改善。在图 10 中，点火烧

嘴的火焰高温区随着倾斜角的增大逐渐下移，当θ达到 25°时，火焰射流直接冲刷点火料

面，极易造成料层热量过剩，导致料层熔穿。此外，主烧嘴与点火烧嘴的火焰射流在点

火料面附近相遇并形成了连续高温燃烧带，可为料层的均匀着火提供有利条件。

图 8 点火烧嘴不同倾斜角时特征截面 l3的速度矢量图

Fig. 8 Velocity vector diagrams of characteristic section l3 under different ignition burner inclination angles

(a) θ = 10°；(b) θ = 15°；(c) θ = 20°；(d) θ = 25°

图 9 点火烧嘴不同倾斜角时主烧嘴特征截面 l1 的温度分布云图

Fig. 9 Temperature distribution maps of the characteristic section l1 of main burners under different ignition

burner inclination angles

(a) θ = 10°；(b) θ = 15°；(c) θ = 20°；(d) θ = 25°

图 10 点火烧嘴不同倾斜角时点火烧嘴特征截面 l3的温度分布云图

Fig. 10 Temperature distribution maps of the characteristic section l3 of ignition burners under different

ignition burner inclination angles

(a) θ = 10°；(b) θ = 15°；(c) θ = 20°；(d) θ = 25°

在烧结机点火炉中，高温点火段区域的存在是点火料面着火的重要基础。由图 11



中点火料面上点火段区域的平均温度变化曲线可知，料面点火段的平均温度随点火烧嘴

倾斜角的增大而增大，这主要是点火烧嘴火焰射流下移强化了高温烟气与点火料层热交

换的缘故。此外，当倾斜角从 20°增加至 25°时，点火段的平均温度相对于其他区间显著

提升，这是由于点火烧嘴的火焰射流直接冲刷料面，虽然较高的温度能够促进料层的着

火，但过高的温度极易导致料层发生过熔现象，对后续烧结工序不利。

由图 11 中点火段区域的温度均匀系数变化曲线可知，点火段的 CV 随着点火烧嘴倾

斜角的增大表现出先减小后增大的变化趋势，并且在θ = 15°时达到最小值，这表明随着

倾斜角的增大，点火段区域的温度均匀性逐渐提高，但过大的倾斜角又会导致其温度均

匀性恶化，这主要归因于过大的倾斜角会导致点火烧嘴的火焰射流直接冲刷料面，造成

点火段中部区域的温度快速提高，从而恶化点火段的温度均匀性。此外，由图 10 中θ = 0°
时的定性分析可知，倾斜点火烧嘴便可改善料面点火质量。结合上述的定性与定量分析，

料面的点火质量在θ = 20°时表现最佳。

图 11 点火料面上点火段区域的平均温度与温度均匀系数随点火烧嘴倾斜角的变化曲线

Fig. 11 Variation curves of the average temperature and temperature uniformity coefficient of the ignition

section on the ignition material surface with the ignition burner inclination angle

4.1.2 间距

图 12 为点火烧嘴间距的结构示意图，同侧主烧嘴与点火烧嘴的水平间距仅有 150
mm，二者的气体射流会互相影响，从而干扰料层点火。因此，本文针对点火烧嘴的间

距进行优化研究，选取 D = 500 mm、600 mm、700 mm 和 800 mm 四种间距进行研究。

图 12 烧结点火炉点火烧嘴间距结构示意图

Fig. 12 Schematic diagram of the distance between ignition burners for the sintering ignition furnace

由图 12 可知，点火烧嘴的间距 D 越大，同侧主烧嘴与点火烧嘴的间距 d 越小，二



者的气体射流相互干扰就越强烈。图 13 为点火烧嘴不同间距时主烧嘴特征截面 l1 的速

度矢量分布云图。由图可知，随着间距的减小，主烧嘴与点火烧嘴气体射流之间的相互

影响逐渐减弱，气体射流的刚性逐渐增强。当间距减小至 500 mm ~ 600 mm 时，主烧嘴

的气体射流可保持垂直向下的运动方向，倾斜偏转的现象基本消失，有利于料层着火。

图 13 点火烧嘴不同间距时主烧嘴特征截面 l1的速度矢量图

Fig. 13 Velocity vector diagrams of the characteristic section l1 for main burners at different distances between

ignition burners

(a) D = 800 mm；(b) D = 700 mm；(c) D = 600 mm；(d) D = 500 mm

图 14 为点火料面上点火段区域的平均温度与温度均匀系数随点火烧嘴间距的变化

曲线。由图可知，缩短点火烧嘴的间距会降低料面点火段的平均温度，这是由于点火烧

嘴的射流火焰随着间距的减小而逐渐远离主烧嘴的射流火焰，二者之间的换热效果减弱，

点火烧嘴火焰较多的热量用于干燥与加热两条点火段区域之间的料面，这导致原本用于

传递给料面点火段的热量减少，从而造成料面点火段的平均温度降低。相对于 900 mm
的间距，500 mm 间距时点火段平均温度下降近 20℃，对料层着火十分不利。

图 14 点火料面上点火段区域的平均温度与温度均匀系数随点火烧嘴间距的变化曲线

Fig. 14 Variation curves of the average temperature and temperature uniformity coefficient of the ignition

section on the ignition material surface with distance between ignition burners

此外，由图 14 中点火段的 CV 变化可知，缩短点火烧嘴间距能够提高点火段的温度

均匀性，而过小的间距又会导致其温度均匀性下降。当点火烧嘴间距减小时，主烧嘴与



点火烧嘴火焰射流之间的相互作用削弱，主烧嘴的高温火焰能够垂直到达料面，并在点

火段形成连续的高温燃烧带，温度均匀性较好。然而，当间距下降至 500 mm 时，点火

烧嘴火焰传递给点火段的热量下降，点火段边缘区域的料面供热不足，对点火段的温度

均匀性产生了负面影响。结合图 13 与图 14 可知，当 D = 600 mm 时，点火质量最佳。

4.2 主烧嘴参数优化

4.2.1 空气通流面积

主烧嘴的通流面积与其气体出口流速紧密相关，过大的气体流速不仅会导致主烧嘴

的气体射流冲刷点火料层，从而干扰料层的均匀着火和烧结返粉，还会造成射流火焰过

长，使得高温火焰与点火料层的热量传递效率降低，影响点火质量；而较小的气体流速

则会导致射流火焰缩短，使其不能较好地加热料层，甚至还会有回火的风险。因此，有

必要针对主烧嘴的气体通流面积进行优化研究。主烧嘴中天然气口与空气口通流面积的

研究方法基本一致，本文以空气口的通流面积为例，选取 S = 1540 mm2、1700 mm2、1860
mm2 与 2020 mm2四种通流面积。

图 15 为不同空气通流面积时点火炉横截面的平均速度在高度方向上的变化曲线。

由图可知，随着空气口通流面积的增大，炉膛横截面处的气体流速逐渐减小，延长了气

体在炉内的停留时间，可强化炉内气体的混合燃烧。在炉膛高度 0.6 m 以上的区域中，

气体的平均流速相对较小，这是由于点火烧嘴的气体射流提高了 0.7 m 以下区域的气体

流速(点火烧嘴中心点高 0.7 m，倾斜角为 10°)。此外，在点火料面附近，多孔介质料层

增大了流动阻力，这导致气体流速骤减，最终烟气出口的平均流速约为 0.4 m/s。

图 15 主烧嘴不同空气通流面积时点火炉横截面的平均速度在高度方向上的变化曲线

Fig. 15 Variation curves for the average velocity of the ignition furnace section in the height direction for

different main burner airflow areas

图 16 为不同空气通流面积时特征截面 a2的温度分布云图。由图可知，空气出口通

流面积对点火段的温度分布影响较大。随着通流面积的增大，炉内气体流速减小，停留

时间增大，有利于强化了炉内天然气与空气的混合燃烧，并且主烧嘴的火焰长度得到了

有效调节，可进一步提高了高温火焰与点火料层的传热量。因此，可从图 16 中观察到，

随着通流面积的增大，点火段区域的高温区面积逐渐增大，有利于料层的着火燃烧。



图 16 主烧嘴不同空气通流面积条件下特征截面 a2的温度分布云图

Fig. 16 Temperature distribution maps of the characteristic section a2 for different main burner airflow areas

(a) S = 1540 mm2；(b) S = 1700 mm2；(c) S = 1860 mm2；(d) S = 2020 mm2

图 17 为点火料面上点火段区域的平均温度与温度均匀系数随主烧嘴空气出口通流

面积的变化曲线。观察点火段平均温度的变化曲线可知，该平均温度随着通流面积的增

大而增大，但通流面积从 1860 mm2增大至 2020 mm2时，平均温度稳定在 1305℃左右。

由点火段的 CV 变化曲线可知，点火段的 CV 随着通流面积的增大表现出先减小后增大

的变化趋势，这表明增大主烧嘴空气出口通流面积有利于提高料面点火段的温度均匀性，

这可归功于料面点火段边部区域的温度得到了有效提高，缩小了温差，促进了温度均匀

分布。综合点火段的平均温度与 CV 系数可知，S = 1860 mm2 时，料层着火效果最佳。

图 17 点火料面上点火段区域的平均温度与温度均匀系数随主烧嘴空气出口通流面积的变化曲线

Fig. 17 Average temperature and temperature uniformity coefficient for the ignition section on the ignition

material surface as a function of the main burner air outlet flow area

4.2.2 排列方式

在点火料层点火过程中，主烧嘴料面区域与主烧嘴的排列方式相互对应，主烧嘴的



排列方式对点火段区域的温度分布具有重要影响，主烧嘴排列过密会导致单个烧嘴的流

速降低，火焰变短，排列过疏会在点火段区域形成低温区断点，均对料层着火不利。因

此，有必要针对主烧嘴的排列方式进行优化研究。

实际生产条件下，点火炉主烧嘴呈现“6+6”的排列方式，间距 400 mm。为了改善

点火效果，可采用交错布置方式，即当东排主烧嘴所对应的点火段区域存在低温区断点

时，随着台车自西向东移动，交错布置的西排主烧嘴可对该低温区断点进行二次点火，

从而加强点火效果。此外，本文采取“7+7”的布置方式来探究主烧嘴间距对点火效果

的影响，以增加主烧嘴数量来缩短主烧嘴间距。因此，本文选取的“6+7”的交错布置

与“7+7”的均匀布置方式，具体结构如图 18 所示。

图 18 主烧嘴不同排列方式的结构示意图

Fig. 18 Schematic diagrams of different main burner arrangements

(a) “6+6”均匀排列；(b) “6+7”交错排列；(c) “7+7”均匀排列

(a) “6+6” uniform arrangement; (b) “6+7” staggered arrangement; (c) “7+7” uniform arrangement

图 19为主烧嘴不同排列方式时特征截面 a2的温度分布云图。由图可知，当采用“6+7”
交错布置时，东排点火段区域的温度分布得到明显改善，高温区面积增大，而西排点火

段的温度分布则有所恶化，高温带变细，并且高温区面积缩小。当主烧嘴采用“7+7”
均匀布置时，东西排烧嘴对称，主烧嘴间距减小，点火料面上形成了两条相似的高温点

火带，高温区域面积相对于“6+6”均匀排列明显提升，点火段区域中的局部高温点基

本消失，表现出更好的温度均匀性，可有效促进料层的均匀着火。

图 19 主烧嘴不同排列方式时特征截面 a2的温度分布云图

Fig. 19 Temperature distribution of the characteristic section a2 when main burners are arranged differently

(a) “6+6”均匀排列；(b) “6+7”交错排列；(c) “7+7”均匀排列

(a) “6+6” uniform arrangement; (b) “6+7” staggered arrangement; (c) “7+7” uniform arrangement



图 20 统计了主烧嘴不同排列方式时点火段区域的平均温度与温度均匀系数模拟值。

由图可知，相对于“6+6”的均匀排列，主烧嘴“6+7”交错排列与“7+7”均匀排列不

仅能够提升料面点火段区域的平均温度，还可有效改善其温度分布均匀性。除了上述两

种主烧嘴排列方式自身的结构优势以外，因主烧嘴个数增加而改变了主烧嘴与点火烧嘴

之间的流量分配，减小了两者的速度差，削弱了相互影响程度，并且单个烧嘴流量减小

而带来的流速降低，间接调整了火焰长度，也可有效改善料面点火段区域的温度分布。

对比“6+7”与“7+7”排列方式，“7+7”的均匀排列表现出更好的点火质量。

图 20 主烧嘴不同排列方式时料面点火段区域的平均温度与温度均匀系数柱状图

Fig. 20 Histogram of the average temperature and temperature uniformity coefficient of the ignition

section of the material surface when main burners are arranged differently

4 结 论

本文以烧结点火炉为研究对象，通过构建数学物理模型，考虑点火料层中气固反应

热的影响，针对点火炉点火过程进行了参数优化研究，基于仿真结果获得了点火烧嘴倾

斜角与同侧间距、主烧嘴空气出口通流面积与排列方式的优化方案，具体结论如下：

1) 倾斜点火烧嘴可削弱气流撞击面对主烧嘴的影响，加强炉内流场稳定性，改善料

层的点火质量。扩大点火烧嘴的倾斜角，可提高点火段区域的平均温度与温度均匀性，

但过大的倾斜角会导致温度均匀性恶化，最佳倾斜角为 20°；
2) 缩短点火烧嘴间距可削弱其对主烧嘴射流的影响，有利于改善点火段的温度均匀

性，但缩短间距会导致二者火焰传热量降低，使得点火段平均温度下降。过小的间距也

会因点火烧嘴对点火段的供热不足而造成温度均匀性恶化。最佳间距为 600 mm；

3) 增大主烧嘴的空气出口通流面积，有利于强化气体在炉内的混合与燃烧，并能够

有效调节火焰长度，改善点火段的温度分布，最佳通流面积为 1860 mm2。主烧嘴“6+7”
交错排列与“7+7”均匀排列均可提高点火段的平均温度和改善其温度均匀性，其中“7+7”
均匀排列可获得更好的点火质量。
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摘要：超高温陶瓷复合材料，如纤维编织型陶瓷基复合材料（CMCs），在未来高超声速飞行器热防护系统

中的应用越来越广泛。具有不同化学活性（即催化活性）的编织纤维束对高超声速流场近壁区热化学行为

和催化复合效应产生影响，给复合材料表面非平衡气动热精细预测带来挑战。本文根据计算机断层扫描重

建的 CMCs 编织形态，在忽略纤维束微观结构几何效应的情况下，采用化学活性/惰性混合粘性壁边界条件

模型，并利用计算流体力学方法对这种混合壁面进行高超声速非平衡流场数值模拟，得到了单向催化纤维

束催化活性诱导的化学输运行为以及对气动热的影响机理。数值模拟发现：（1）壁面热流受编织纤维束的

催化活性影响，在空间上呈低-高-低波型分布；（2）壁面热流主要由对流加热以及 O原子复合放热组成，

且 O原子复合放热行为与整体气动热呈现较强的正相关关系。复合材料表面气动热形成机理相关研究结论

为以复合材料为主体的热防护系统精细设计提供理论支撑。

关键词：高超声速；壁面催化效应；气动热；数值模拟；热流

0 前言
高超声速飞行器在高马赫数（��∞ ≥ 10）飞行过程中，周围绕流流场产生以强激波压

缩为主要特征的高温高压气动环境，气体离解、电离、表面催化等高温真实气体效应显著[1]，

使作用于飞行器表面的气动热环境异常复杂。因此，考虑高温真实气体效应（特别是表面催

化效应）的气动热精准预测成为制约飞行器热防护系统精细化、低冗余设计的关键[2-3]。

计算流体力学（CFD）方法是预测高超声速飞行器气动热的重要研究手段之一。基于催

化反应边界模型的 CFD 预测在高超声速飞行器催化加热模拟研究和应用中发挥了重要作用
[4-5]。在对壁面催化效应的数值模拟中，目前有完全非催化壁（non-catalytic wall，NCW）、

有限速率催化壁（finite rate catalytic wall，FRCW）和完全催化壁（fully catalytic wall，FCW）

等壁面催化模型[6]，对催化特性的认识不足或催化效应建模的差异性可致气动热载荷产生

2~4 倍的偏差[7]。如苗文博等人[8]针对 RAM-CII 的研究表明，在��∞=25.9、H=71 km 的来

流条件下，完全催化热流将比完全非催化热流高约 40%。

随着热防护系统对材料轻质化、结构轻量化的要求不断提高，复合材料被广泛应用于飞

行器中。而在复合材料中，三维编织型热防护材料具有高比强度、高比刚度、防/隔热效率

高和可设计性强等特点，在高超声速飞行器热防护系统中得到了广泛应用[9]。但编织型热防

护材料通常由化学活性（即催化活性）各异的纤维束编织而成，如图 1 所示，表面也会存在

一定的粗糙度，在高超声速流动中引起的气动热效应较为复杂。所以突破不同材料体系（复

合材料）带来的气动热预测偏差成为高超声速空气动力学研究的重点。

针对以上问题，诸多学者开展了理论建模和数值模拟研究，如 Stern[10]通过 X 射线扫描

获取了碳纤维真实的微观多向编织结构，并利用直接模拟蒙特卡罗（DSMC）方法模拟了多

向编织型碳纤维的氧化烧蚀过程。Wilder 与 Prabhu[11]通过 3D 扫描获得编织型材料的纵向

起伏模型，探究该种材料的表面粗糙度对热流的影响。还有研究者[12]通过格子 Boltzmann
方法（LBM）预测编织型复合材料表面传热过程（见图 2），为编制型材料的高超声速气动



热研究提供了较好的思路。当前研究就编织材料导致的复杂气动热效应问题取得了一定的研

究进展，但对异种纤维束不同的催化活性引起的气动热偏差问题研究较为不足，亟需开展针

对性研究。

本文根据计算机断层扫描重建的 CMCs 编织形态，在忽略纤维微观结构几何效应的情

况下，采用化学活性/惰性混合粘性壁边界条件模型，利用计算流体力学方法对这种混合壁

面进行高超声速非平衡流场数值模拟，并进行参数化分析，为编织型复合材料的表面气动热

预测提供参考。

图 1 化学活性差异示意图（1.chemically native；

2.chemically inert）

Fig.1 Schematic representation of the chemical

activity differences

图 2 编织型复合材料表面微结构传热特性的 LBM 预测

Fig.2 LBM prediction of heat transfer characteristics of

surface microstructures of woven composites

1 计算方法与算例验证
1.1 控制方程和数值方法

控制方程为考虑化学反应的三维层流可压缩 Navier-Stokes 方程组，其无量纲守恒形式

为

1
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式中 Q 为守恒型状态向量，F、G 和 H 为三方向的无粘（对流）通量向量，Fv、Gv和 Hv为

粘性（扩散）通量向量，S 为化学反应源项。界面或壁面上热流通量包括热传导项和组分扩

散项两部分：
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式中 Ns 为组分个数，hs为组分 s 的绝对焓（显焓+化学生成焓），Js为界面上组分 s 的扩散

质量通量
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式中：cs为组分 s 的质量分数，Ds为等效扩散系数。

模拟方法在课题组研发的具有自主知识产权的 FL-CAPTER 软件平台[13]的基础上发展。

使用 TVD 型的有限体积法对控制方程作数值离散。空间无粘通量使用二阶 Van-Leer 方法作

矢通量分裂，粘性通量采用中心格式作离散，界面变量通量采用带有 van Albada 限制器的

MUSCL 方法插值求得。时间推进上采用 LUSGS 隐式方法，直至流场达到稳定。

1.2 空气催化模型

飞行器在大气中以高超声速飞行时，激波层内气体在激波压缩的作用下急剧升温，高温



气体通过对流及辐射过程对飞行器进行加热，即所谓的气动加热。而在高温环境下，气体分

子会振动激发、离解甚至电离，此时气体特性不再遵循完全气体条件，即高温真实气体效应
[1]。在接近飞行器表面附近的气流薄层内，离解的原子、离子成分会受到飞行器表面材料化

学特性作用而发生一定程度的复合反应，并释放大量热量，这种壁面效应称之为壁面催化效

应，可以改变壁面附近的气体组分及能量分布状态[14]。

界面多相催化是由气固界面上多类型多步骤反应、气相扩散、传热传质等诸多过程共同

作用的物理化学现象。包括以下典型过程[15]：（1）扩散，（2）吸附，（3）复合，（4）
解附，（5）扩散。如图 3 所示。

图 3 壁面催化反应过程示意图[15]

Fig.3 Schematic diagram of the wall-side catalytic reaction process[15]

表 1 为多相催化过程的具体化学反应方程。第一步是 O 和 N 原子的化学吸附过程标记

为(s)形成吸附粒子 O (s)和 N (s)，而第二步是气体和吸附粒子之间的复合重组过程。表格中

催化过程的反应速率可通过参数化给出。

表 1 多相催化过程的化学反应方程

Table 1 Chemical reaction equations for the heterogeneous catalytic process

编号 第一步 第二步

1 O + (s) → O(s) O + O(s) → O2(s)
2 N + (s) → N(s) N + N(s) → N2(s)

高温状态下，空气离解为多种气体组分，包括 O、N、O2、N2和 NO，离解过程涉及多

种类型化学反应，如 Gupta 等人[16]提出的 17 种反应方程。气体反应方程及其反应速率系数

见表 2。
表 2 高温空气解离的化学反应方程及反应速率系数

Table 2 Chemical reaction equations and reaction rate coefficients for high-temperature air dissociation

编

号
气体方程

正向反应速率 逆向反应速率

�� �� �� �� �� ��

1 O2 + N ⟺ O + O + N 3.60 × 1012 -1.00 5.95 × 104 3.00 × 103 -0.50 0

2 O2 + NO ⟺ O + O + NO 3.60 × 1012 -1.00 5.95 × 104 3.00 × 103 -0.50 0

3 O2 + O ⟺ O + O + O 9.00 × 1013 -1.00 5.95 × 104 7.50 × 104 -0.50 0

4 O2 + O2 ⟺ O + O + O2 3.24 × 1013 -1.00 5.95 × 104 2.70 × 104 -0.50 0

5 O2 + N2 ⟺ O + O + N2 7.20 × 1012 -1.00 5.95 × 104 6.00 × 103 -0.50 0

6 N2 + O ⟺ N + N + O 1.90 × 1011 -0.50 1.13 × 105 1.10 × 104 -0.50 0

7 N2 + NO ⟺ N + N + NO 1.90 × 1011 -0.50 1.13 × 105 1.10 × 104 -0.50 0



编

号
气体方程

正向反应速率 逆向反应速率

�� �� �� �� �� ��

8 N2 + O2 ⟺ N + N + O2 1.90 × 1011 -0.50 1.13 × 105 1.10 × 104 -0.50 0

9 N2 + N ⟺ N + N + N 4.09 × 1016 -1.50 1.13 × 105 2.27 × 109 -1.50 0

10 N2 + N2 ⟺ N + N + N2 4.70 × 1011 -0.50 1.13 × 105 2.72 × 104 -0.50 0

11 NO + O2 ⟺ N + O + O2 3.90 × 1014 -1.50 7.55 × 104 1.00 × 108 -1.50 0

12 NO + N2 ⟺ N + O + N2 3.90 × 1014 -1.50 7.55 × 104 1.00 × 108 -1.50 0

13 NO + N ⟺ N + O + N 7.80 × 1014 -1.50 7.55 × 104 2.00 × 108 -1.50 0

14 NO + O ⟺ N + O + O 7.80 × 1014 -1.50 7.55 × 104 2.00 × 108 -1.50 0

15 NO + NO ⟺ N + O + N0 7.80 × 1014 -1.50 7.55 × 104 2.00 × 108 -1.50 0

16 O + NO ⟺ N + O2 3.20 × 103 1.00 1.97 × 104 1.30 × 104 1.00 3.58 × 103

17 O + N2 ⟺ N + NO 7.00 × 107 0.00 3.80 × 104 1.56 × 107 0.00 0

1.3 算例验证

为了验证数值方法流场求解的有效性，参照文献[17]中的算例 627 进行验证，建立 1/4 圆

柱模型，半径为 45mm，模型网格为 140×97×3 的六面体结构化网格，如图 4 所示。研究

使用的来流条件为空气，组分中氧气与氮气比值为 0.77：0.23，气体模型为化学非平衡气体，

具体来流参数见表 3。

图 4 网格模型示意图

Fig.4 Schematic diagram of the grid model

表 3 来流条件

Table 3 Free stream conditions

变量 ��∞ �∞(m/s) �∞(K) �∞(kg/m3) �∞(Pa)
数值 8.78 4776 694 0.003255 687

定义网格雷诺数：

��� =
�∞�∞��

� (4)

其中，��为壁面第一层网格单元的法向距离。

网格无关性验证结果如图 5 所示，��� < 4 时能够网格无关地模拟出壁面压力和热流。

图 6 为热流分布的实验值与计算值对比，趋势良好。图 7 分别给出了计算所得的无量纲压力、

密度和温度云图，其中�∗ = � �∞�∞
2 ，�∗ = � �∞，�∗ = � �∞。由图可见，各流动参数分布

符合高超声速流动基本规律。由此可见，所选计算方法能够较好地模拟壁面压力和壁面热流。



图 7 无量纲压力、密度与温度云图

Fig.7 dimensionless pressure, density and temperature cloud chart

2 模型与计算条件
2.1 网格模型

为了分析异种纤维束催化活性对编织材料气动热的影响规律，在圆柱绕流算例的基础上

设置不同的类型和量值的壁面催化条件。通过壁面催化条件的交替分布，实现异种纤维束编

织的催化作用，如图 8 所示，黄色壁面为完全催化条件（FCW），紫色壁面为有限速率催

化条件（FRCW-γ），其中γ为催化反应系数。网格为多块六面体结构网格，壁面法向足

够正交且适当加密，保证第一层网格高度雷诺数为��� = 1，以保证壁面热流计算值具有较

高的预测精度和网格无关性。

图 8 壁面条件示意图

Fig.8 Schematic diagram of the wall conditions

图 5 壁面压力与热流的网格无关性分析

Fig.5 Grid-independent analysis of wall pressure and

heat flux

图 6 圆柱壁面热流分布

Fig.6 Heat flux distribution on cylindrical wall



2.2 计算条件

参照文献[17]的 627 算例进行研究，来流条件见表 3，壁面温度设置为 300 K。攻角和侧

滑角为零。自由来流为未离解状态的空气（质量分数为 77%N2和 23%O2），气体穿过激波

后则发生大规模离解。出流条件采用超音速外推法，其中边界值由相邻的单元中心值得到。

考虑到壁面催化特性对飞行器高超声速气动加热有较大影响，采用 NCW、FRCW 和 FCW
条件开展计算模拟研究，并将有限催化壁面与完全催化壁面交叉排列，进行参数化分析（详

细的壁面设置见表 4），分析各催化反应对气动加热的影响规律。

表 4 壁面条件设置

Table 4 Wall Conditions Settings

算例编号
壁面条件

催化反应系数γ
A B

1 FCW FCW -
2 FRCW FRCW 0.01
3 FRCW FRCW 0.001
4 NCW NCW -
5 FRCW FCW 0.01
6 FRCW FCW 0.006
7 FRCW FCW 0.003
8 FRCW FCW 0.001

3 结果与讨论
3.1 化学非平衡流动分析

以算例 5 为主要分析对象，高超声速来流收到强烈的压缩作用，在圆柱前部流场形成弓

形激波，激波层内温度快速上升，来流穿过激波后 O2 和 N2 发生部分离解，生成 O 原子与 N
原子，并置换出部分 NO，之后 NO 又迅速离解，驻点区域 O2 离解率高达 95%，所以 O 原

子的质量分数较大，而由于 N2发生离解所需温度较高，在当前来流条件下气相Ｎ原子含量

较少，图 9 给出了各组分质量分数分布云图。

图 9 各组分质量分数分布云图

Fig.9 Distribution cloud chart of mass fraction of each component

在高温环境下，气体特性不再遵循完全气体条件，而是发生高温真实气体效应，气体分

子会振动激发、离解。图 10 为圆柱壁面底部，中部以及顶部法向方向的组分分布曲线，高

温真实气体效应也会影响激波层内的温度分布，如图 11 所示。沿驻点区域向上从圆柱底部

至顶部气体的离解速率逐渐放缓，N2的离解率明显下降，可以推断出此现象与温度的减小

有关，圆柱底部驻点线上的温度曲线最为陡峭，且峰值最大，说明驻点区域高超声速下真实

气体效应最为显著。



图 10 圆柱壁面典型部位法向方向组分变化曲线

Fig. 10 The variation curve of the normal component of

the typical part of the cylindrical wall

图 11 圆柱壁面典型部位法向温度变化曲线

Fig. 11 Normal temperature variation curve of typical

parts of cylindrical wall

3.2 催化加热特性分析

考虑 NCW、FRCW 和 FCW 壁面条件，图 12 给出了算例 1、2、3 和 4 的热流分布曲线，

可以看出，对于驻点热流值，不同催化条件下差异较大，其中完全催化驻点热流密度约为

4381kW/m2，完全非催化约为 3570kW/m2，有限催化反应机制获得的热流介于完全非催化和

完全催化壁条件之间，符合物理规律。

图 12 完全催化、有限催化及完全非催化预测的圆柱表面热流

Fig.12 cylindrical surface heat fluxes predicted by Full-catalytic, finite rate catalytic and non-catalytic model

将完全催化壁面与有限催化壁面交叉排列，并对催化速率进行参数化控制，图 13 给出

了算例 5 的热流分布云图，并标出曲线 s，图 14 为算例 1（FCW），算例 2（FRCW）与算

例 5（两种壁面交叉排列且γ=0.01）沿曲线 s 的热流分布对比，可以明显观察到在材料催化

系数间断的界面附近存在一个热流跳跃点，热流呈现低-高-低波形分布，完全催化壁面的热

流密度比算例 1 大，有限催化壁面的热流密度比算例 2 小，壁面交界处数值差异明显。由此

可以推断出化学活性不同的编织型材料会使超高声速气动热环境更加严峻。

表面气动热大部分由对流加热和催化复合放热组成，即公式（2）的第一部分和第二部

分，不同催化条件下对流加热变化不大，如图 15 所示。而催化复合放热主要为组分扩散热

流，且不同的催化反应模型产生的气动加热量差异明显。图 16 为算例 5 条件下沿曲线 s 各
个组分对表面气动热的贡献，N2 的离解率较低，气相中 N 原子分布较少，且 N 原子的复合

放热接近于 0，所以在壁面气动热环境中，O 原子复合放热量对整体热流量有显著影响。



图 13 算例 5（γ=0.01）的热流分布

Fig.13 The heat flux distribution for Exp. 5 (γ=0.01)

图 14 不同催化条件下沿曲线 s 的热流分布对比

Fig.14 Comparison of heat flux distribution along the

curve s under different catalytic conditions

图 15 不同催化条件下对流加热对比图

Fig.15 Comparison of convective heating under

different catalytic conditions

图 16 沿曲线各个组分对表面气动热的贡献

Fig.16 Contribution of the surface aerodynamic heat to

the various components along the curve

在算例 5 的基础上改变催化系数γ的大小，探究壁面热流随催化反应系数改变的规律性。

图 17 为算例 5、6、7、8 的壁面热流云图，可以较为直观的观察到不同的催化反应系数γ对

壁面热流的影响。图 18 为以上算例沿曲线 s 的热流分布。随着催化系数γ的减小，壁面交

界处的热流波动幅度逐渐增大，规律性与周期性明显。推断此现象是由于上游催化系数较小，

大量未复合的原子可以流到下游完全催化系数区域，并发生催化复合反应。

a.算例 5（γ=0.01） b.算例 6（γ=0.006） c.算例 7（γ=0.003） d.算例 7（γ=0.001）

图 17 不同条件下的壁面热流分布

Fig.17 Wall heat flux distribution under different condition

图 19 为算例 5 与算例 8 的对流加热量与 O 原子放热量对比图，从图中可以看出混合壁

面的设置会使对流加热量在圆柱前半部分发生一定的波动，O 原子的复合放热曲线与整体热

流曲线趋势相同，仍然呈现低-高-低波形分布，且催化速率越小，数值波动越显著，规律性

明显。



图 18 不同催化反应系数下沿曲线 s 的热流分

布

Fig.18 Distribution of heat flux along the curve s

under different catalytic reaction coefficients

图 19 两种催化反应系数下对流加热量（Qc）与

O 原子放热量（Qo）的对比

Figure 19 Comparison of convective heat (Qc) and

O atoms heat release (Qo) under the two catalytic

reaction coefficients

4 结 论
本文基于可压缩流动数值方法，采用化学活性/惰性混合粘性壁圆柱模型，通过不同壁

面催化模型交叉排布，对具有不同化学活性（即催化活性）的编织型复合材料进行了参数化

模拟，探究了不同化学活性的编织纤维束对气动热的影响规律，得到以下结论：

（1）完全催化与有限催化壁面交叉排列所得到的壁面热流曲线呈现低-高-低的波形分

布，且不处于单一催化条件下热流曲线的上下边界之中，随着有限催化效率的减小，壁面热

流数值波动越发明显。

（2）圆柱表面热流主要由对流加热与 O 原子复合放热组成。在不同混合壁面条件下，

对流加热量的差异相对有限，而 O 原子催化复合作用产生了显著的化学加热差异，总体上对

壁面热流影响较为显著。

本文获得的复合材料表面气动热形成机理相关研究结论，为以复合材料为主体的飞行器

热防护系统精细设计与评估提供理论支撑。
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脉动流作用下矩形通道内颗粒污垢特性
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摘要：为研究脉动流作用下矩形通道内颗粒污垢特性，根据颗粒污垢的沉积与剥蚀特点，本文基于欧拉-

欧拉法构建了脉动流作用下颗粒污垢模型，并与相关实验数据进行对比验证了模型的准确性。根据构建的

模型从工况参数和脉动参数两个方面进行模拟研究。结果表明：脉动流相对于稳态流污垢热阻值减小了

11.87%，具有一定的抑垢的效果；污垢热阻随入口流速增大而减小，随工质浓度和壁面加热功率的增加而

增加，随入口温度的增大而略有增大。此外，脉动振幅越高，脉动流的抑垢效果越好；而随脉动频率的增

加抑垢效果却有所减弱。

关键词：颗粒污垢；脉动流；污垢特性；数值模拟

Study on the characteristics of particle fouling in rectangular

channels under pulsating flow
HAN Zhi-min，ZUO Jian，CHEN Ze-qi，LI Jiang，XU Zhi-ming

(School of Energy and Power Engineering, Northeast Electric Power University, Jilin 132012, China）
Abstract: To study the characteristics of particle fouling in rectangular channels under pulsating flow, based on

the deposition and erosion characteristics of particle fouling, this paper constructs a particle fouling model under

pulsating flow using the Euler-Euler method, and verifies the accuracy of the model by comparing it with relevant

experimental data. Based on the constructed model, simulation research is conducted from two aspects: operating

condition parameters and pulsation parameters. The results show that the asymptotic value of fouling thermal

resistance in pulsating flow has decreased by 11.87% compared to steady-state flow, indicating a certain degree of

fouling inhibition effect; The thermal resistance of dirt decreases with the increase of inlet flow rate, increases with

the increase of working fluid concentration and wall heating power, and slightly increases with the increase of inlet

temperature. In addition, the higher the amplitude of pulsation, the better the anti-fouling effect of pulsating flow;

however, as the pulsation frequency increases, the anti-fouling effect weakens.

Key words: Particulate fouling; Pulsating flow; Fouling characteristics; Numerical simulation

引言

在现代化工业生产中，换热器的应用相当广泛，是不可或缺的一种设备[1]，如何增加换

热器的热交换量是一个经久不衰的话题。现有文献表明，大约超过 90%的换热器存在着污

垢问题[2]。其中，颗粒污垢作为换热设备中一种常见的污垢类型，是指悬浮在流体中的固体

颗粒在换热面上的积聚。有研究表明，污垢不仅会增大换热面传热热阻，降低换热效率，还

会腐蚀破坏壁面，因此抑制颗粒污垢是一个重要课题。

对于颗粒污垢的研究，国内外学者从颗粒污垢沉积机理，影响因素以及模拟方法等方面

都做了比较细致的研究。Beal 等[3]通过对颗粒通过对颗粒污垢的分析研究，发现了污垢颗粒



的沉积过程受到的力有布朗力、重力和惯性力等。Seyyedbagheri 等[4]采用欧拉方法对湍流管

道中的沥青质沉积过程进行数值模拟，不但考虑了颗粒污垢所受的常规力，比如重力等，还

发现了不同粒径下的最有效沉积机制，如涡流扩散，涡流电泳和热泳等。Muhammad 等[5]

研究了不同工况对颗粒沉积的影响，结果表明，较高的流速会在传热表面上产生强大的剪切

力，从而消除沉积物并降低抗垢性。Balakin[6] 等基于欧拉-欧拉模型，研究了湍流水中氟里

昂 R11 水合物的沉积模型，而 Jiang[7]等同样采用欧拉-欧拉法研究了矩形通道内颗粒沉积速

率的变化规律。

脉动流是一种入口速度呈现周期性变化的流动，很多研究已表明脉动流对于强化传热有

一个积极效果。Guo 等[8]通过实验的方法发现以一个较低的脉动振幅进行实验时，只有某些

特定范围的脉动频率可以增强传热，但是如果以一个较高的脉动振幅进行实验，无论什么范

围的脉动频率都可以增强传热。钱浩[9]通过实验与数值模拟的方法，将脉动速度下的平均努

塞尔数与稳态速度下努塞尔数进行对比，发现强化换热效果最佳的脉动频率为 1.8HZ，当脉

动振幅大于 0.1 时可以强化换热。Barid 等[10]研究了脉动流对汽水换热器换热性能的影响，

实验结果表明：当雷诺数为 8000 时，总换热系数提高的最大，达到 41%。Zontu[11]等通过粒

子图像测速法（PIV）绘制流线图、速度矢量图，以显示脉动流的流动模式，观察到脉动流

对增强换热起到了积极作用。Duan[12]等通过实验与模拟相结合的方法研究了涡流发生器产

生的脉动流对不同流场中平面弹性管束传热效果的影响，结果表明脉动流增加了振动强度，

并增强了传热系数，使得换热效率提高了。

随着脉动流在传热方面的深入研究，相关学者发现脉动流也能够起到抑制污垢的效果。

Mojtaba[13]等通过理论研究得到了圆管内脉动流的速度分布，得到了脉动流的“速度环效应”，
发现脉动流是一种能够阻垢或除垢的方法。Blel 等[14]对 2009 年 Limlech[16]的系统进行改进

中，发现脉动流有一定抑垢效果。Springer[15]等采用数值模拟和实验方法对脉动流下陶瓷膜

的不同几何形状进行研究，发现：壁面剪切应力对减少浓差极化和污垢是非常有用的。针对

食品行业的换热器，Boxler 等[17]深入研究了流体脉动对其换热和结垢特性的影响，研究发现：

间断式脉动比连续脉动除垢效果更好，而且随着脉动振幅的加大，会获得更好的除垢效果。

郑小涛[18]通过实验的方法研究了脉动流下圆管内析晶污垢特性，发现脉动流作用下污垢热

阻和稳态速度一样都是渐近生长曲线。

综合上述文献发现，目前许多研究已经表明脉动流既能显著增强传热，又能起到抑制污

垢的效果。目前许多学者采用欧拉-欧拉法来模拟颗粒的沉积过程，但是多数研究是在稳态

流条件下，关于脉动流条件下的颗粒污垢模拟研究还较少，尤其是对一些工况参数和脉动参

数下的污垢变化规律研究还不太详细。因此本文首先基于欧拉-欧拉法构建了脉动流作用下

的颗粒污垢模型，并从工况参数（入口速度、工质浓度、入口温度和壁面加热功率）和脉动

参数（振幅和频率）两个方面，模拟研究了脉动流对矩形通道内颗粒污垢沉积的影响规律。

1 数学模型

1.1 控制方程

在本文中，流体以二氧化硅溶液为工质，根据工质的流动特性可知，流体为无内热源的

不可压缩的三维流动，计算区域的连续性、动量、能量以及组分方程通用形式如下：

   φ φdiv u div grad S
t


  
        


(1)

式中，Γφ为广义扩散系数；Φ为通用变量，对于不同的控制方程表示不同的变量；Sφ

广义源项；ρ为流体密度。 u 为速度向量。



1.2 颗粒污垢模型

本文采用欧拉-欧拉方法，结合布朗和涡旋扩散沉积、湍流沉积、热泳沉积以及重力沉

积构建的水中颗粒污垢的沉积模型[19]，得到沉积率如下：

d dpm J S u C    (2)

其中， pS 是粘附的概率；ud 为沉积速度；C 是整体颗粒浓度。

沉积到壁面上的颗粒污垢会在水流的冲刷或者其他颗粒的碰撞作用下脱离壁面，剥蚀率

的大小与污垢厚度、污垢强度因子、流体剪切力等有关，计算公式为[20]：

w
r fm K x


 

  
 

(3)

式中，K 为剥蚀常数； 为污垢层的强度因子； w 为壁面剪切力；xf 为污垢层厚度。

在计算中假设颗粒污垢在各个壁面的分布均匀，而且污垢整体物性参数是相同的，则污

垢热阻计算公式[21]如下：

f
f

f f

m
R

 
 (4)

在上述式子中 f 为污垢层的密度， f 为污垢层的导热率，其中  1f p l       ，

(1 )f p l       ，ε为孔隙率， 1 100%
p




 
    
 

。

1.3 脉动速度

本研究中脉动速度为工质入口流速与时间呈周期性变化，入口处的脉动流速按以下公式

计算：

 0 1 sin 2u u u nt  (5)

其中 n 为电机的转速，r/min；u1为活塞运动的最大速度，u0 为稳态流体速度，m/s，u1

为脉动振幅，n/60 为脉动的频率。

2 数值方法及验证

2.1 物理模型

本文采用的几何模型是一个矩形通道，其长宽高分别为 1000mm，40mm，20mm，忽略

其管壁的厚度，其物理模型示意图如 1 所示。在模拟过程中计算区域内的网格由 ANSYS
ICEM 生成，由于计算重点区域在于管壁附近，因此对近壁面处的网格做加密处理。五种不

同网格数下的污垢热阻变化如图 2 所示。从图中可以看出，网格数量从 301020 增长至 501202
时，污垢热阻值随网格数量的增加而减少，而在网格数量达到 601200 时，随着网格数量的

增加，污垢热阻的变化趋于平稳。综合考虑提高计算精度和减少计算所需时间的因素，这里



取 60 万左右的网格进行后续计算。

图 1 物理模型与网格划分

图 2 污垢热阻随网格数量变化图

2.2 数值方法

本文采用商业软件 Fluent2020 进行计算，速度与压力的耦合选用 SIMPLE 算法，选用

二阶迎风格式求解连续性方程、动量方程、能量方程以及组分方程，压力的离散化由标准方

案完成。连续性方程、动量及能量方程收敛残差为 10-6。边界条件设定为：入口边界为速度

入口，出口边界为压力出口，矩形通道底面为加热面，采取恒热流的加热方式，其余壁面设

为绝热边界，壁面边界为无滑移边界条件。在入口速度处载入脉动速度 UDF 程序，重力方

向沿底面竖直向下，工质入口温度为 298-304K，壁面恒热流加热功率 3000-5000W，溶液浓

度 200-600mg/L，脉动平均速度为 0.3-0.7m/s，采用标准的 k-ɛ湍流模型。颗粒选择粒径 10µm
的二氧化硅颗粒，具体物性如表 1 所示。

表 1 10 微米下二氧化硅颗粒物性参数[22]

物性参数 密度(kg/m2) 导热系数(W/m2K) 孔隙率

数值 1900 1.62 25%

2.3 方法验证

为了验证模型方法的准确性，与 Zhang[22]所做实验进行对比分析，该实验段为内管长

1000mm，管径 25mm 的圆形套管。圆管内流速为 0.2m/s，入口温度为 298K，将外管内冷流

体温度近似为内管管壁温度，壁面温度近似为 288K，采用 10 微米的二氧化硅颗粒作为实验

颗粒，颗粒流体浓度为 0.4kg/m3，实验与模拟值对比如图 3 所示。从图中可以看到二者变化

趋势相一致，最大误差小于 5%，对比结果较好，证明了本文数学模型的可靠性。



图 3 实验模拟对比图

3.模拟结果与分析

3.1 稳态速度与脉动速度下颗粒污垢特性对比

为了对比两种速度下矩形管道内的颗粒污垢特性，在壁面加热功率 4000W、入口温度

300K 以及 10 微米直径的二氧化硅颗粒下，分别以稳态入口速度 0.3m/s，脉动入口速度

u=0.3+0.2(2×3.14×100t)m/s 进行了模拟对比研究。图 4 所示为脉动速度与稳态速度下污垢热

阻对比图。从图中可以看出，稳态速度下的污垢热阻与脉动速度下的污垢热阻都随着时间增

加而增加并且最后逐渐达一个渐近值。此外，还可以看出，脉动速度下的污垢热阻渐近值要

比稳态速度下的污垢热阻渐近值小，减小了 11.87%，说明脉动流具有一定的抑垢效果。

图 4 脉动速度与稳态速度污垢热阻对比图 图 5 脉动速度与稳态速度壁面剪切力对比图

图 5 所示为脉动速度与稳态速度下壁面剪切力对比图，可以明显看出脉动速度周期平均

壁面剪切力要大于稳态速度下的壁面剪切力数值，在二者沉积率相差不大的情况下，脉动速

度下的壁面剪切力更大，这将使得脉动速度下的剥蚀速率更大，这就是脉动流能够抑垢的一

个主要原因。

3.2 工况参数对污垢热阻的影响

在脉动流作用下，分析不同入口速度、工质浓度、入口温度以及壁面加热功率对颗粒污

垢特性的影响。其中脉动平均速度为 0.3-0.7m/s、工质浓度 200-400mg/L、壁面加热功率

3000-5000W。不同入口速度、工质浓度、入口温度以及壁面加热功率下的污垢热阻曲线如

图 6 所示。



（a）入口速度 （b）工质浓度

（c）入口温度 （d）壁面加热功率

图 6 不同工况下的污垢热阻曲线

从图(a)中可以看出，在不同的脉动入口速度下，高流速的污垢热阻明显小于低流速下

的污垢热阻。这是因为高流速虽然有着更大的沉积率，但由于高流速相比于低流速拥有更强

的壁面剪切力，从而有了更大的剥蚀率，最终导致高流速下的污垢热阻要小于低流速下的污

垢热阻。图(b)可以看出，在不同的浓度下，高浓度下的污垢热阻明显大于低浓度下的污垢

热阻。这是因为高浓度工况相比低浓度拥有更大的沉积率，而此时二者的壁面剪切力却相差

不大，从而导致高浓度工况下有着更大的污垢热阻。图(c)可以看出，在不同的入口水温下，

高入口水温下污垢热阻要略微大于低入口水温下的污垢热阻，但是差别不大。这是因为工质

的粘度会因为入口温度的提高而降低，从公式看将导致涡旋扩散沉积速度，重力沉积速度与

湍流沉积速度均会略微升高，从而导致沉积率略微增加，造成污垢热阻略微升高。图(d)可
以看出，在不同的壁面加热功率下，高功率下的污垢热阻要略微大于低加热功率下的污垢热

阻。因为随着加热功率的提高，工质温度提高，粘度会降低，粘度会影响到沉积率，低粘度

将会导致沉积率略微升高，从而使污垢热阻略微升高。

3.3 脉动参数对污垢热阻的影响

为了探究脉动振幅对污垢特性的影响，以平均速度 0.3m/s 的工况进行对比模拟。保持

工质脉动平均速度 0.3m/s，入口温度 300K，壁面加热温度 4000W，溶液浓度 400mg/L，脉

动振幅在 0.1 到 0.25 之间变化。模拟所得污垢热阻曲线如图 7 所示，从图中可以看出，污垢

热阻随着脉动振幅的增大而减小。



图 7 不同脉动振幅下的污垢热阻对比图 图 8 不同脉动振幅下的壁面剪切力对比图

这是因为如图 8 所示为不同脉动振幅下的壁面剪切力曲线，可以看到不同振幅下壁面剪

切力随时间波动的周期相同，但是脉动振幅越大，壁面剪切力极大值和极小值之间的差值就

越大。越大的脉动振幅下其剪切力随时间波动的幅度就越大，而不同振幅工况下曲线波峰处

的差值要大于波谷处的差值，即高振幅在一个周期内的壁面剪切力平均值要大于低振幅处的

壁面剪切力平均值，这就导致高振幅下剥蚀率变大，最终污垢热阻变小。

为了探究脉动频率对污垢特性的影响，以平均速度 0.3m/s 的工况进行对比模拟。保持

工质脉动平均速度 0.3m/s，入口温度为 300K，壁面加热温度 4000W，溶液浓度 400mg/L，
脉动频率在 0.42 到 1.66 之间变化。模拟所得污垢热阻曲线如下图 9 所示，从图中可以看出，

污垢热阻随着脉动频率的增大而增大。

图 9 不同脉动频率下的污垢热阻对比图 图 10 不同脉动频率下的壁面剪切力对比图

这是因为如图 10 所示为不同脉动频率下的壁面剪切力曲线，虽然可以看出不同脉动频

率下，频率越大，一个周期的时间越小，但不同脉动频率下的壁面剪切力极大值与极小值无

明显变化，因此不同脉动频率下，一个周期内的壁面剪切力平均值也将无明显变化，那么剪

切力将不会影响污垢热阻值，即剥蚀率变化变大。但是如图 11 所示为不同脉动频率下沉积

率变化曲线，可以看出脉动频率的变化对沉积率的极大值无影响，但脉动频率的增加会使沉

积率的极小值增大，导致一个周期内的沉积率平均值变大，进而使污垢热阻变大。



图 11 不同脉动频率下质量沉积率周期图

4 结论

本文采用欧拉-欧拉法构建了脉动流作用下颗粒污垢模型，根据构建的模型从工况参数

和脉动参数两个方面对脉动流作用下矩形通道内颗粒污垢特性进行模拟研究，得到以下结论：

(1) 保持脉动速度平均值与稳态速度值相等，脉动速度下的污垢热阻值要小于稳态速度

下污垢热阻值，表明脉动流相比于稳态流具有一定的抑垢效果。

(2) 在脉动流作用下，污垢热阻随入口速度的增大而减小；随浓度的增大而增大；随入

口温度的增大而略有增大；随壁面加热功率增大而增大。

(3) 在脉动流作用下，污垢热阻随脉动振幅的增大而减小，随脉动频率的增大而增大。
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摘要：为研究航空发动机燃-滑油热管理系统的巡航特性，基于 Python 语言自主开发了仿真程序并进行

了实验验证。建立了燃-滑油系统与飞机参数的耦合分析模型，并通过巡航控制方程得到了不同巡航状

态下系统的边界参数。研究了系统的高度特性，结果表明巡航高度的增加会引起燃烧室供油量的增大，

使得热回油流量下降，设计参数下当巡航高度达到 12 km 时，热管理阀完全关闭。为保证系统中各温

度监测点均不超温，设计参数下巡航高度的允许范围为 2.2~25 km。分析了飞机阻力比对热管理系统巡

航性能的影响，结果表明阻力比的增加可以提升系统的散热性能，在整个巡航高度范围内，当阻力比

增至 3 时，热管理阀始终处于关闭状态，当阻力比增至 2 时，各监测点的温度均不超过限制值。
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0 前言

随着飞行技术的不断发展，飞行器内部的热载荷越来越大[1]，同时结合飞行器隐身

性能的苛刻要求，冲压空气的引气面积越来越小，使得用于冷却机载设备的空气流量受

限[2]，因此，以燃油为主要热沉的飞行器燃油热管理系统逐渐受到重视[3]。航空发动机燃

-滑油热管理系统是飞行器燃油热管理系统的重要组成部分，其性能的优劣直接关系到飞

行器的安全，而目前先进飞行器上发动机的燃油进口温度已经接近能够正常使用的极限

值[4]，所以研究燃-滑油热管理系统的流动换热特性变得十分重要。

以 Doman 等[5-10]为代表的国外学者偏重于从宏观的角度进行飞行器热管理系统的热

-质流分析及控制算法的研究，其中各部件的流动换热模型多采用零维简化的方法进行处

理，并且仅将航空发动机视为热载荷边界，未展开分析发动机燃-滑油热管理系统内部的

流动换热特性，相关的仿真模型和流路需要进一步完善。

在国内学者的研究中，发动机与飞机相对独立，很少考虑飞机参数对发动机热管理

系统性能的影响。苏壮等[4]基于热管理的分析方法对比了三种发动机滑油系统的散热方

案，并提出了相关的优化建议；李波等[11]采用商业软件 AMESim 搭建了发动机燃油热管

理系统的流路，并通过实验验证了仿真计算的准确性；康思昭等 [12]使用商业软件

Flowmaster 建立了某型航空发动机的燃油系统，并研究了向飞机热回油对系统温度的影

响；王海鹰等[13]分析了热管理系统中燃油温升和达到热平衡所需的时间与发动机工作状



态的关系，结果表明小工作状态下，燃油的温升更大，并且热平衡的时间更长；张东辉[14]

通过能量分析明确了影响发动机燃油系统消耗功率的主要因素，并提出了降低燃油系统

输入功率的热管理方案。

建立完整的航空发动机燃-滑油热管理系统流路，同时将飞机参数与发动机热管理系

统的特性进行耦合分析十分重要。考虑到巡航工况是飞行器任务剖面中持续时间最长的

工况[15]，该工况下航空发动机燃-滑油热管理系统的流动换热特性直接决定了飞行器的性

能，因此，本文基于 Python 语言自主开发了航空发动机燃-滑油系统稳态仿真程序，并

分析了热管理系统的巡航特性以及飞机参数对系统巡航特性的影响，相关内容可为实际

工程应用提供一定的技术指导。

1 仿真程序

1.1 部件模型

航空发动机燃-滑油系统可视为一维热流体网络[16]，各部件按功能可划分为驱动部件、

阻力部件、换热部件和控制部件，接下来建立各部件的稳态流动换热方程。其中典型的

驱动部件包括离心泵和齿轮泵，离心泵可按线性泵进行流量-压升特性的计算[17]：

c cp am b   (1)
式中 cp 为离心泵进、出口的压升， a和b 为与泵转速和工质种类有关的系数， cm 为质

量流量。

齿轮泵为容积式泵，其流量-压升特性为[18]：
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式中 gV 为齿轮泵的实际体积流量， g,tV 为理论体积流量， sC 为内泄漏系数， gp 为进、

出口的压升，  为流体的动力黏度， n为泵转速。

由于效率损失，当流体经过泵时，一部分输入功会转化成流体的内能，对流体产生

一定的加热作用，相应的计算式为：
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式中 pQ 为泵对流体的加热功率， 为总效率，V 为体积流量， p 为进、出口的压升。

阻力部件中圆管的流动阻力特性用 Darcy 公式进行计算，其中摩擦因子按 Filonenko
公式给出[19]：
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式中 f 为圆管的摩擦因子， Re为流动雷诺数。

圆管的对流换热特性用 Sieder-Tate 公式和 Gnielinksi 公式进行计算[19]：
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式中 Nu 为对流换热的努塞尔数， Pr 为流体的普朗特数， d 为内径， l 为管长。

阀门的流动阻力特性可用下式进行计算[20]：
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p u    (8)

式中 vp 为阀门引起的压降， 为阻力系数，与阀门的开度和雷诺数有关，  为流体的

密度，u 为流速。

当流体经过阻力部件时，由于黏性耗散的作用，部分机械能会转化成内能，起到一

定的加热作用，可用下式进行黏性耗散热 disQ 的计算：

dis rQ V p   (9)

式中 rp 为阻力部件的压降。

燃-滑油系统中常见的换热器结构有管壳式和管翅式，在仿真程序中均采用通用的换

热器模型进行计算，每侧流体的阻力可按式(4)、式(5)以及式(8)进行计算，换热量 hQ 的

计算式为[19]：

h mQ KA T  (10)

式中 K 为换热器的总传热系数， A 为换热面积， mT 为对数平均换热温差，相应的计算

式为：
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式中 maxT 和 minT 分别为换热器两端冷、热流体之间温差中的最大值和最小值。

在液压式燃-滑油系统中，为保证供油的稳定性，常常采用调压活门或压差活门来控

制某些部件的压力或压差基本不变[18]，这类控制部件可看作开度与压力或压差有关的阻

力部件，同样按式(8)计算其流动阻力特性，按式(9)计算其黏性耗散热，其中阻力系数和

系统的压力场进行了耦合。

1.2 系统求解

采用热流体网络的计算思路进行系统求解，首先通过串联简化算法将系统划分成由

节点和支路构成热流体网络[21]。当系统的流动换热处于稳态时，对于第 i 个节点，可以

建立相应的质量守恒方程：

in out( ) 0im m    (12)



式中 inm 和 outm 分别为流进和流出该节点的某支路的质量流量。

对于第 j 条支路，可以建立相应的动量方程：

up down c( ) f ( , , )j jp p m p 


 T (13)

式中 upp 和 downp 分别为该支路上、下游节点的压力， f j 为支路 j 的压降计算函数，m 为

质量流量，


T 为支路沿流向的温度分布， cp 为与压力/压差调控部件(如果存在)有关的控

制压力/压差。

对于具有m 个未知压力的节点和 n条未知流量的支路的系统而言，其流动的稳态控

制方程组为：
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式中
x 为各节点和支路的未知压力与未知流量的解向量，

y 为各节点和支路的未知混合

比焓和未知流出比焓的解向量。

对于系统的换热求解而言，稳态时第 i 个节点的能量守恒方程为：
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式中 ih 为第 i 个节点的混合比焓， inh 为流进该节点的某支路的流体比焓。

对于第 j 条支路，其焓变方程为：

in out in c,in( ) g ( , , , , )j jh h m T T e 
 p (16)

式中 inh 和 outh 分别为该支路的进、出口比焓， g j 为支路 j 比焓降计算函数，
p 为支路沿

流向的压力分布， inT 为支路的进口温度， c,inT 为支路中换热器(如果存在)另一侧流体的

进口温度， e为环境变量。

对于具有 s 个未知混合比焓的节点和 t 条未知流出比焓的支路的系统而言，其换热控

制方程组可写作：
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对方程组(14)和(17)进行流动与换热的解耦计算，具体的流程如图 1 所示。



图 1 流动与换热的解耦计算流程图

图 1 所示的解耦计算中的阻尼牛顿迭代法[22]可以提高方程组求解的收敛性，在得到

各个节点和支路的稳态流动换热参数后，支路内各部件的进、出口流动换热参数由支路

的类方法自动更新。

1.3 仿真程序的实验验证

为验证稳态仿真程序的准确性，课题组搭建了燃-滑油系统模拟实验装置[23]，其中滑

油系统的工质为航空 4050 润滑油，燃油系统的工质采用 SF-2 高温导热硅油(热物性与

RP-3 航空煤油相似)。
在设定的三个标准工况下，对比了燃-滑油系统模拟实验装置中各比较点处压力、流

量和温度的实验与仿真结果，具体如表 1 所示。

表 1 燃-滑油系统模拟实验装置的仿真与实验结果对比

工况序号 流动的平均误差/% 换热的平均误差/%

1 3.22 3.43
2 3.17 3.75
3 3.66 3.73

从表 1 所示的对比结果可以看出，在三个标准工况下，稳态仿真程序中流动的平均

误差和换热的平均误差均不大于 4%，证明了稳态仿真程序的准确性。

2 燃-滑油热管理系统

2.1 工作原理

本文所研究的航空发动机燃-滑油热管理系统流路如图 2 所示，其中包括了简化的飞

机燃油系统部分以及热管理系统与大气环境的交互边界。



图 2 航空发动机燃-滑油热管理系统流路图

燃油流路中输油箱的作用是补充供油箱中消耗的燃油，使得在输油箱中的燃油耗尽

前，供油箱中的燃油始终处于满油状态[24]。来自供油箱的燃油首先由增压泵抽出，随后

进入机载换热器冷却全权限数字式发动机控制系统（FADEC）、电子舱系统以及蒸汽循

环系统（VCS）等[25]，吸收热量后的燃油进入发动机。发动机进口的燃油被燃油泵进一

步增压后，一部分经燃油滤过滤后进入燃-滑油换热器对发动机滑油系统进行冷却，多余

的燃油经过调压活门 1 返回燃油泵前。计量活门的作用是调节进入燃烧室的燃油流量为

所需值，当燃油喷嘴前温度超过限制值(结焦温度)时，热管理阀打开，增加进入燃-滑油

换热器的燃油流量，使得燃油喷嘴前温度保持在限制值附近，这是由 PID 控制器实现的。

返回飞机的燃油(被称作热回油)被空气-燃油换热器冷却后进入供油箱，其中供油箱和输

油箱分别由通气杓 1 和通气杓 2 保持一定的压力[26]。

滑油流路中的高温滑油首先由供油泵从滑油箱中抽出，其中一部分经过滑油滤过滤

后进入燃-滑油换热器，调压活门 2 的作用是保证滑油系统的循环量基本不变。被冷却后

的滑油经过滑油喷嘴被供向各个轴承腔和齿轮箱，随后由回油泵抽回滑油箱。在使用过

的滑油返回滑油箱前，需要用油气分离器将回油中的空气除去。滑油箱、轴承腔以及齿

轮箱通过通风管与外界大气相连，为了保证滑油系统具有一定的压力，在通风管与外界

大气之间设置有高空活门[27]。

当发动机燃-滑油热管理系统处于巡航工况时，由于供油箱的容积较小，在边界条件

不变的情况下，系统很快可以达到流动换热的稳态，因此，本文主要通过稳态分析的方

法研究热管理系统的巡航特性。考虑到滑油从供向轴承腔/齿轮箱到返回滑油箱的过程在

稳态分析中可被近似看作一个吸热过程，故在仿真中将发动机滑油系统的回油路省略，



并将轴承腔/齿轮箱看作一个加热器(提供滑油热载荷)。同时在仿真中假设冲压空气的流

量足够大，不考虑空气-燃油换热器中空气侧流体的进、出口温度变化[10]。

2.2 系统参数

图 2 所示的燃-滑油热管理系统具有多个部件，其中主要的部件参数以及巡航工况下

的工作参数如表 2 所示。

表 2 燃-滑油热管理系统的主要参数

参数/单位 数值 参数/单位 数值

增压泵转速/ -1r min 10000 计量活门阻力系数
2

160(1 )
S



机载换热器功率/kW 85 燃油喷嘴阻力系数
9000 16

Re


燃油泵转速/ -1r min 12000 燃油侧管径/m 0.014
燃油泵理论排量/ 3 1m r 52 10 燃油侧管段长度/m 0.1

燃油泵泄漏系数/r 81 10 燃烧室压力/MPa 1.5
调压活门 1 预紧力/N 196 通气杓总压恢复系数 0.8
调压活门 1 面积/ 2m 54 10 供油泵转速/ -1r min 9000

调压活门 1 阻力系数 2

1100(1 )
S

 供油泵理论排量/ 3 1m r 67.5 10

燃油滤阻力系数 5 调压活门 2 预紧力/N 24
燃-滑油换热器面积/ 2m 1.2 调压活门 2 面积/ 2m 58 10

空气-燃油换热器热导/ -1W K 200 调压活门 2 阻力系数
2

110(1 )
S



热管理阀阻力系数 2

1300(1 )
S

 滑油滤阻力系数 5

滑油喷嘴阻力系数
5000 8

Re
 滑油系统加热功率/kW 51

滑油侧管径/m 0.01 滑油侧管段长度/m 0.1
燃油泵总效率 0.7 供油泵泄漏系数/r 81 10
供油泵总效率 0.7 增压泵总效率 0.6

注：表 2 中 S 为阀门的开度，0 表示阀门关闭，1 表示阀门全开。

由于工质的使用温度和系统冷却的要求，图 2 中存在多个温度限制点[28]，其中被监

测的温度有滑油箱内部温度 c1T 、供油箱的出口温度 c2T 、燃油喷嘴前温度 c3T 以及供油箱

的热回油温度 c4T ，具体的温度限制值如表 3 所示。

表 3 燃-滑油热管理系统的温度限制值

位置 符号 限制值/K 位置 符号 限制值/K



滑油箱内部 c1T 485 供油箱出口 c2T 333

燃油喷嘴前 c3T 418 供油箱热回油进口 c4T 360

2.3 巡航控制方程

当飞行器的巡航状态改变时，航空发动机的推力要求会发生变化，此时燃油系统供

向燃烧室的燃油流量也会变化，同时巡航状态的改变还会引起飞行马赫数和大气温度等

参数的改变，这都会影响航空发动机燃-滑油热管理系统的工作状态。因此，需要建立热

管理系统的巡航控制方程来计算巡航时系统的流动换热特性。

通过流路分析可知，当表 2 中的参数保持不变时，图 2 中的燃-滑油热管理系统处于

稳态巡航状态下的流动换热参数由燃烧室供油量、冲压空气温度、高空活门控制压力以

及通气杓控制压力确定。本文采用 Doman 的分析方法[29]，根据飞机处于巡航状态时的

受力平衡方程可以得到燃烧室供油量以及冲压空气温度的计算式：

0 0 M
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
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式中 em 为燃烧室供油量，W 为飞行器重力， g 为重力加速度，取为 9.80 -2m s ，为飞

机的摩擦阻力与诱导阻力之比(简称阻力比)，
0DC 为摩擦阻力系数， K 为升致阻力因子，

0FC 和
MFC 为发动机单位推力耗油率 TSFC 中的系数， 为空气的比热比，取为 1.4，R 为

气体常数，取为 287 1J (kg K)  ，T 为大气温度， 为大气密度， 0A 为机翼面积， wT 为

冲压空气温度， r 为温度恢复因子， Ma为飞行马赫数，用下式计算：
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1/2

0 D

2( )W KMa
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
  

 (20)

在高空活门的作用下，滑油系统中轴承腔压力 chp 是大气压力 p 的函数[27]：

ch ch ( )p p p (21)
输油箱和供油箱的压力可用下式进行计算[26]：

2 1
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1(1 )
2

p p Ma



 



  (22)

式中 tp 为燃油箱压力， 为通气杓的总压恢复系数。



通过上述分析可知，当飞机的结构参数保持不变时，燃-滑油热管理系统稳态巡航时

的流动换热特性由大气参数T ，  以及 p 决定。当飞行高度低于 11 km 时，飞行器处

于对流层，此时的大气参数可由下式进行计算[29, 30]：

0 gT T a h   (23)

g
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g

a Ra h
p p
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式中 0 288.16 KT  ， -3
0 1.225 kg m   ， 0 101.325 kPap  ， ga 为沿海拔高度的温度变化

率，取为 0.0065 K/m ， h为巡航高度。

当飞行高度处于 11~25 km 时，飞行器处于平流层，此时的大气参数可用下式进行

计算：

T T  (26)
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式中下标  表示位于对流层顶部的大气参数。

由式(23)-式(28)可以得到T 、  和 p 随巡航高度的变化，具体如图 3 所示。

(a) (b)



(c)

图 3 大气参数随巡航高度的变化

由图 3 可以看出，大气参数是巡航高度的单值函数，因此，在飞行器的结构参数一

定时，燃-滑油热管理系统的稳态巡航特性由巡航高度唯一确定。下面重点分析在对流层

和平流层的全巡航高度范围内，不同巡航高度下燃-滑油热管理系统的稳态巡航性能，在

仿真计算时，飞行器的主要结构参数如表 4 所示。

表 4 飞行器的主要结构参数

参数/单位 数值

W /N 260800
 1

0DC 0.02

0FC / -1s 41.9167 10

MFC / -1s 59.5833 10

r 0.888

0A / 2m 88.26

K 0.08

3 结果分析

3.1 高度特性

首先分析燃-滑油热管理系统的高度特性，在不同的巡航高度下，由于高空活门和

通气杓的作用，可以忽略轴承腔和燃油箱的压力变化对热管理系统工作性能的影响。通

过式(18)-式(20)可以得到燃烧室供油量、冲压空气温度以及飞行马赫数与巡航高度的关

系，具体如图 4 所示。



(a) (b)

(c)

图 4 巡航参数随巡航高度的变化

由图 4-(a)可以看出，随着巡航高度的增加，燃烧室供油量逐渐增加，这是因为在对

流层中，随着巡航高度的增加，大气温度T 和大气密度  都下降，根据式(18)可知，燃

烧室供油量随之增加。而在平流层中，虽然T 不再变化，但是  依旧随着高度的增加

而减小，同样会引起燃烧室供油量的增加。根据式(20)，T 和  对飞行马赫数的影响和

燃烧室供油量类似，因此飞行马赫数随巡航高度的增加而变大，具体如图 4-(c)所示。从

图 4-(b)可以看出，在对流层中随着高度的增加，冲压空气温度逐渐下降，这是因为虽然

马赫数随高度的增加而逐渐增加，T 的下降对式(19)的影响更大。而在平流层中，由于T

保持不变且马赫数随高度的增加而变大，导致冲压空气温度随巡航高度的增加而逐渐升

高。

设置热管理系统的初始温度为 288.16 K（输油箱温度），根据热管理阀的控制策略，

可以得到不同巡航高度下稳态时系统的热回油流量以及各监测点温度随巡航高度的变化，

具体如图 5 所示。
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图 5 热回油流量和各监测点温度随巡航高度的变化

从图 5-(a)可以看出，随着巡航高度的增加，由于燃烧室所需燃油流量的增加，通过

燃烧带走的系统热载荷增多，此时需要通过热回油排散给冲压空气的热量减少，使得热

回油流量逐渐下降，当巡航高度达到 12 km 时，热管理阀完全关闭。

在图 5-(b)所示的对流层段，随着巡航高度的增加，由于热回油流量的下降以及燃烧

室供油量的增加，使得返回供油箱的热回油减少并且从输油箱进入供油箱的冷燃油增多，

导致供油箱出口温度 c2T 的下降。 c2T 的下降会引起进入燃-滑油换热器的燃油温度降低，

从而造成滑油箱温度 c1T 的下降。同时随着巡航高度的增加，空气-燃油换热器空气侧的

冲压空气温度逐渐下降，而热回油流量也是不断下降的，在二者的综合作用下，返回供

油箱的燃油温度 c4T 快速下降。从仿真结果可以看出，当巡航高度低于 2.2 km 时， c4T 超

过限制值(见图 5-(b)中 B 点)，这是由于冲压空气温度较高且热回油流量较大所致。当巡

航高度低于 0.4 km 时， c2T 超过限制值(见图 5-(b)中 A 点)，这是由于进入供油箱的冷燃

油较少且热回油较多所致。在整个对流层高度范围内， c1T 未超过限制值，同时燃油喷嘴

前温度 c3T 被热管理阀有效地控制在限制值附近。

在图 5-(b)所示的平流层段，热回油流量随巡航高度的增加变化很小，使得各监测点

温度在热管理阀关闭前变化不大，其中 c4T 的回升是由于冲压空气温度的升高所致。当热

管理阀完全关闭后，由于没有热回油， c2T 始终保持输油箱中燃油温度的初始值 288.16 K。

然而由于燃烧室供油量随巡航高度的增加不断增大，使得 c3T 和 c1T 随巡航高度的增加不

断降低。在整个平流层的高度范围内，各监测点温度均在限制值以内。

综合来看，对于具有多个温度限制点的燃-滑油热管理系统而言，为了保证燃油喷嘴

前温度 c3T 不超过限制值，热回油流量具有下限，但热回油流量过大也可能会导致其它监

测点超温，因此，飞行器存在满足航空发动机燃-滑油热管理系统温度限制约束条件下巡

航高度的允许范围，本文所设计的热管理系统巡航高度的允许范围为 2.2~25 km。

3.2 阻力比的影响

摩擦阻力与诱导阻力之比是飞行器稳态巡航过程中的重要参数，直接影响着飞行器

的航程和推力要求[31]。下面分析飞行器阻力比对航空发动机燃-滑油热管理系统巡航特性

的影响，取阻力比分别为 1、2、3 进行仿真计算。首先分析不同阻力比下，燃烧室供

油量、冲压空气温度、飞行马赫数以及热回油流量随巡航高度的变化，具体如图 6 所示。



(a) (b)

(c) (d)

图 6 不同阻力比下系统参数随巡航高度的变化

从图 6-(a)和图 6-(c)可以看出，飞机的阻力比越大，在同一巡航高度下，燃烧室供油

量和飞行马赫数越大。由式(19)可知，当巡航高度一定时，阻力比增加所引起的马赫数

增大会导致冲压空气温度的升高，具体如图 6-(b)所示。由图 6-(d)可以看出，阻力比越大，

热管理阀完全关闭的临界巡航高度越低（见图 6-(d)中的 C 点和 D 点），这是因为阻力比

增加所导致的燃烧室供油量的增加大大提升了燃烧燃油所带走的系统热载荷。当增大

到 2 时，系统热管理阀关闭的临界巡航高度降低至 8 km，而当增大至 3 时，在全巡航

高度范围内，热管理阀始终保持关闭状态。

接下来分析不同飞机阻力比下，燃-滑油热管理系统中各监测点温度随巡航高度的

变化，具体如图 7 所示。

(a) (b)



(c) (d)

图 7 不同阻力比下各监测点温度随巡航高度的变化

由图 7 的结果可以看出，随着阻力比的增大，燃烧室供油量的增加使得各监测点温

度随巡航高度变化的曲线整体向左偏移，导致热管理系统的温度呈现下降的趋势。当增

至 2 时，在整个巡航高度范围内，系统中各监测点的温度均未超过限制值。

4 结论

本文通过对热流体网络进行稳态仿真计算，分析了航空发动机燃-滑油热管理系统的

巡航特性，得到如下结论：

1）基于 Python 语言自主开发了航空发动机燃-滑油系统稳态仿真程序，采用支路的

串联简化算法、流动与换热的解耦算法以及阻尼牛顿迭代法保证了系统求解过程中的收

敛性和速度。通过模拟实验装置验证了仿真程序的准确性，结果表明在三个标准工况下，

仿真与实验流动的平均误差和换热的平均误差均不大于 4%。

2）建立了发动机燃-滑油热管理系统与飞机参数的耦合分析方法，通过巡航控制方

程可以得到不同巡航状态下燃-滑油热管理系统的边界参数，通过分析发现，当飞机的结

构参数一定时，发动机燃-滑油热管理系统的流动换热参数由巡航高度唯一确定。

3）分析了燃-滑油热管理系统稳态巡航时的高度特性，结果表明在设计参数下，随

着巡航高度的增加，燃烧室供油量的增大提升了系统的散热能力，使得热回油流量逐渐

减小，并在巡航高度达到 12 km 时热管理阀关闭。为保证系统中各监测点温度均不超过

限制值，飞行器存在巡航高度的允许范围，对本文所研究的热管理系统而言，巡航高度

的允许范围为 2.2~25 km。

4）对比了不同飞机阻力比下热管理系统的巡航性能，结果表明阻力比越大，燃烧

室供油量越大，而冲压空气温度越高，但通过燃烧带走系统热载荷增多的影响大于冲压

空气散热能力下降的影响，使得热管理系统的散热能力得到提升。阻力比越大，热管理

阀关闭的临界巡航高度越低，当增至 3 时，在整个巡航高度范围内，热管理阀始终处

于关闭状态。阻力比越大，系统各监测点的温度越低，当增至 2 时，在整个巡航高度

范围内，各监测点温度均未超过限制值。
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摘要：火箭喷管烟气中的氧化铝粒子随着温度降低会发生相变凝固，以往实验发现氧化铝液滴的相变

存在过冷现象。本文构建氧化铝颗粒考虑过冷的相变模型，并耦合喷管内一维两相非平衡流动模型，

用以研究受氧化铝颗粒相变对喷管中颗粒相与气相的流动和传热的影响规律。结果表明，考虑相变过

冷时，喷管内的两相流动换热有显著变化，且随着氧化铝颗粒相变过冷度增大，粒子在喷管内的相变

阶段变短、气固两相间换热量增大。
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0 前言

火箭发动机的推进器常采用含铝推进剂，铝的燃烧产物与燃气混合构成两相流动，

由于颗粒相的速度、温度滞后，气相与颗粒相之间存在较大的换热量，产生了一定的不

平衡流动损失，同时熔融氧化铝颗粒凝固的过程会释放较大的相变潜热，也会对两相流

动传热过程产生较大影响[1]。因此对于此类喷管内两相流动，国内外研究都非常重视。

淡林鹏[2]等采用颗粒轨道模型和有限体积的 Jameson 格式计算了长尾喷管两相流流场；

刘冰等[3]采用基于遗传算法的直接优化设计方法计算不同型面的喷管损失，对决定喷管

内型面的关键参数进行优化；于勇等[4]用可压缩 N-S 方程组求解气相，颗粒轨道模型求

解颗粒相，使用显式 Runge-Kutta 时间推进法与高精度 TVD MUSCL-Roe 格式进行计算；

I. ShihChang[5]采用多流体模型和时间推进法求解了 TitanⅢ发动机的斜置喷管的两相流

场。以上方法对喷管内的粒子分布都有着较准确的模拟，但发现在常见的工况下，颗粒

的出口温度常低于氧化铝的凝固温度，两相流动过程中发生了相变，同时由于氧化铝凝

固存在较大的过冷度，相变发生时两相间可能会出现较大的温差，相变因素的详细影响

在相关研究的模拟计算中缺乏较精确的数值模型引入。因此本文构建了氧化铝颗粒凝固

相变的零维模型，与两相流动模型耦合，并开展考虑相变过程中过冷度影响的研究，揭

示过冷度对颗粒相变时长以及喷管内热质传递的影响规律，构建考虑相变过冷度影响的

数值模型。

1 传热传质过程分析与模型建立



1.1 火箭喷管内一维两相非平衡流动模型

参考唐金兰等[6, 7]的分析，对喷管内的一维两相流动模型作出以下假设：1.喷管内的

流动为一维绝热流动；2.颗粒相为直径一致的球形，单个颗粒内温度均匀一致，且颗粒

间不发生相互碰撞；3.计算时将颗粒相视为连续的流体；4.气相的粘性仅表现在两相之间

的相互作用上；5.只考虑颗粒相与气相之间的对流、辐射换热以及颗粒相的凝固相变，

不考虑蒸发与化学反应等发生的可能性。可整理得到喷管内一维两相非平衡流动的基本

控制方程，包括气相状态方程，气相和颗粒相的质量守恒方程、动量方程、能量方程，

分别如下：
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其中，p 代表颗粒相，g 代表气相。颗粒与环境间的辐射换热量 qrad可由以下拟合式

计算，其中可以由 Mie 散射原理计算颗粒发射率ɛ= 0.57066，消光系数 = 387.13 m-1，τ
为光学厚度，c0 = -0.09936，c1 = -0.87833，c2 = -1.0505，c3 = -0.14802：

   2rad
0 1 2 34 4

p w

lg lg lg lg
p

q c c c c
A T T

  


   
 (8)

颗粒受到的粘性阻力 FD采用牛顿经验关联式进行计算[8]：
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而喷管内颗粒与气相间对流换热的 Nu 数可选择使用 Drake 关联式[9]进行计算：

0.55 0.332 0.459Re PrNu   (10)
联立上述 10 个方程，结合喷管的几何形状并给定合适的边界条件，可以求解出在未

发生相变的情况下气相及颗粒相的速度和温度。所求的 4 个因变量分别为气相速度 ug、

颗粒相速度 up、气相温度 Tg、颗粒相温度 Tp。将上述方程整合后可得到关于

dx
dT

dx
dT

dx
du

dx
du pgpg 、、、 的四个微分方程，使用 COMSOL 软件进行耦合求解，即可求得不发



生相变情况下的喷管内气相与颗粒相的一维温度场与速度场。

1.2 氧化铝熔滴相变模型

当氧化铝液滴沿喷管轴向运动时，温度沿程不断降低到达凝固温度，完成相变过程

后继续下降。因此，颗粒相依次经历了液相冷却阶段、再辉阶段、相变阶段和固相冷却

阶段四个阶段，如图 1(a)所示[12]。相变模型最关键的部分就在于在于再辉和相变阶段。

1.2.1 再辉阶段

氧化铝液滴凝固过程中存在较大的过冷度，当液滴温度一直下降到成核温度 Tn 时相

变才开始发生，由于相变潜热的大量释放，熔滴温度迅速回升直到达到熔点温度 Ts为止，

这一阶段称为再辉阶段[10]。忽略颗粒内部的温度梯度，氧化铝颗粒在再辉阶段的热平衡

方程[11]表示为：
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其中，Lf为氧化铝的相变潜热，颗粒直径 dp取为 5μm，fs为颗粒中的固体体积分数，

也用于表示相变程度。

图 1 相变过程阶段及模型示意图

颗粒相变使用如图 1(b)所示的壳状相变模型[13]，固相的生长速率可用该式来计算：
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其中，rl为液相半径，V 为熔滴体积，
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drl 为固液界面移动速度，可表示为：
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8*10-8s 左右，fs0 为 41.8%。故在再辉阶段中相变发生的速率极快，式(11)中相变项的数

量级远大于对流项和辐射相，可近似认为在再辉阶段中相变程度与温度的变化均为突变。

1.2.2 相变阶段

再辉期间熔滴已部分凝固，剩余液体的冻结由熔滴的热传递速率控制，此阶段为相



变阶段。相变模型采用了 0 维模型，忽略熔滴内部的温度梯度，凝固时整个熔滴处于恒

定温度 Ts。热平衡方程可以表示为[11]：
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2 耦合计算

喷管中沿轴向温度变化较大，为了使模拟计算更符合实际情况，对于气相采用按温

度发生变化的变物性参数。对于气相，选择使用热空气的物性参数；而颗粒相则采用烟

气颗粒主要成分氧化铝的物性参数。

由于再辉阶段持续极短，可将再辉阶段处理为相变程度和颗粒相温度的突变，即 Tp

下降到 Tn时，在一个网格单元内颗粒相的温度从 Tn 变为 Ts，相变程度从 0 变为 fs0。因

此，在考虑过冷现象的情况下，相变阶段的相变程度的初始值为 fs0，颗粒相温度维持在

Ts。为将相变模型与两相流动模型耦合，可由式(15)得到关于
dx
dfs 的微分方程，该式仅在

Tp=Ts、1＞fs＞fs0时有值，将其与两相流动模型关于
dx
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联立，并令相变阶段 1＞fs＞fs0时 0
dx

dTp ，使用 COMSOL 耦合求解即可。喷管喉部温度

通常高于 Tn，相变主要发生在喷管的扩张段，因此本文仅以扩张段为研究计算范围。

3 相变对传热传质过程的影响

颗粒相 Ts 采用氧化铝的相变温度 2273K，分别取两相流喉部温度 Tcr 为 2500K 与

3000K，喉部速度 ucr为 1045m/s，若不考虑过冷现象，简单将相变阶段方程与两相流控

制方程耦合计算，可得到相变潜热对两相流动传热的影响。气相、颗粒相的有相变与无

相变的无量纲速度场、温度场如图 2 所示。可以发现，温度场分布在相变前基本一致，

颗粒相在相变时出现温度平台，气相也呈现出坡度较缓的类似温度平台。喉部温度较高

时，相变发生位置相对靠后，发生相变时颗粒速度较快，因而持续更长的距离。同时，

考虑相变的气相、颗粒相出口温度显著高于无相变，速度略高于无相变。这一变化的直

接原因在于，进入相变阶段后，颗粒相温度维持在 Ts，气相继续降温，两相温差增大，

颗粒相对气相的传热量增大，气相内能上升；而沿着喷管流动，部分内能转化为动能。

因此考虑相变的两相流动中，气相与颗粒相均出现出口温度、速度高于无相变的情况。



图 2 有相变与无相变两相温度、速度分布对比

4 过冷现象对传热传质过程的影响

4.1 过冷和无过冷的差异

颗粒相过冷度采用氧化铝的相变参数，其成核温度 Tn 为 1900K，过冷度为 373K。

选择喉部温度 Tcr 为 3000K，喉部速度 ucr为 1045m/s 时，对喷管的扩张段的两相流进行

计算，对比是否考虑过冷现象对模拟结果的影响，结果如图 3 所示。可以发现，相比于

不考虑过冷度时的结果，考虑过冷度时的相变阶段持续距离更短，只有不考虑过冷度时

的 28.35%。这是由于，从方程(14)可以看出，相变速率与两相温差成正比，对比图 3(c)
热流密度的变化，由于图 3(b)中颗粒相温度在再辉阶段从 Ts急剧上升到 Tn，与气相之间

产生了较大的温差，因此两相对流换热的热流密度大幅上升，从而使相变速度增快。此

外，不考虑过冷时相变均在相变阶段发生，而考虑过冷时在再辉阶段部分熔融氧化铝已

经凝固为了固态，相变阶段起始的相变程度已为 fs0，在相变阶段内发生的固液转变更少。

因此考虑过冷度时的相变阶段持续距离更短。除此之外，考虑过冷时得到的颗粒相出口

温度、速度基本不变；气相出口速度降低了 0.88%，出口温度升高了 1.06%，变化较小。

这是由于考虑与不考虑过冷时，颗粒相完全凝固释放的相变潜热相同，因此喷管出口的

总能量是相同但，而考虑过冷时，相变阶段开始更晚，因此，这部分内能沿着喷管转化

为动能更少，在速度和温度的计算结果上呈现出了微弱的差异。



图 3 考虑过冷与不考虑过冷的速度、温度、传热情况

4.2 过冷度的影响

本文所使用的颗粒过冷度近似选择为氧化铝的过冷度，但实际烟气中燃烧得到的凝

相颗粒并非纯氧化铝，其实际过冷度容易受到其他成分影响，由含铝推进剂燃烧后得到

的具体成分决定。因此选择 Tcr 为 3000K，ucr 为 1045m/s，在保持 Ts 不变的情况下通过

改变成核温度大小，计算过冷度对两相流动传热的影响。成核温度分别为 1900K、2100K
时的两相温度分布规律如图 4所示。

图 4 成核温度 1900K、2100K 下的两相温度分布



图 5 不同过冷度下的两相温差与传热量

从图 5 中可以发现，随着过冷度的增大，相变阶段持续距离逐渐减短，相变阶段的

两相温差逐渐增大、颗粒相与气相之间的辐射换热热流密度和对流换热热流密度逐渐增

大。同时从图 6 中可以看出，随着过冷度每升高 50K，两相相出口温度随着过冷度只有

3~5K 左右的小幅上升，变化在 0.2%以内；气相出口速度存在 0.15%以内的轻微下降，

颗粒相温度基本不变。这是因为不同过冷度下颗粒相完全相变释放的相变潜热相同，只

是相变沿轴向发生的位置不同，过冷度越大，相变发生越迟，这部分内能沿着喷管转化

为动能就越少，因而随着过冷度增加，出口温度略有增加，出口速度则有着微弱的下降。

图 6 不同过冷度下的两相出口温度与速度

5 结 论

考虑凝相粒子相变时，对喷管内流动传热规律有显著影响。本文利用 COMSOL 对

考虑相变过冷情况的一维喷管内两相流控制方程进行了求解，得到以下结论：

1.对于两相流计算中的颗粒相变，考虑过冷度和不考虑过冷度所得到的结果主要有

以下差异：考虑过冷度的相变阶段持续距离更短，只有不考虑过冷的 28.35%，两相温差

更大，对流和辐射换热热流密度更大。考虑过冷度的颗粒相出口温度、速度基本不变，

气相出口速度下降 0.88%，出口温度升高 1.06%，变化极小。

2.随着颗粒相过冷度的增大，相变阶段持续距离减短，相变阶段的两相温差增大，

两相对流换热热流密度随之增大。气相与颗粒相的出口温度存在小幅上升，气相出口速

度有轻微下降，颗粒相出口速度基本不变。
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摘要：物理信息神经网络（PINN）作为一种有监督学习的神经网络，通过在网络训练过程中施加含有

物理信息的约束，有效地减少了训练神经网络时所需要的数据量。与无网格方法类似，PINN 存在着边

界条件如何准确施加的问题，这将影响着网络的收敛速度与精度。对于如何对 PINN 施加硬 Dirichlet、
Neumann 和 Robin 条件已有学者做了相关研究，而鲜有施加硬辐射边界条件的研究。本文介绍了如何

对 PINN 施加准确的“硬”辐射边界条件，并分别将施加了硬边界、软边界条件的 PINN 计算结果与

有限体积法（FVM）的进行对比。结果表明准确施加了硬边界条件的 PINN 的计算精度要优于施加软

边界条件的。
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0 前言
热传导作为自然界中三种基本的传热方式之一，广泛存在于从航空航天到能源存储

等与能源转换相关的工程系统领域[1,2]。为了了解系统内的复杂传热问题，许多数值方法，

如有限差分、有限元、谱方法等已被广泛的应用于求解传热相关的偏微分方程中。而经

典的分析方法通常会受限于：（1）不可避免的引入过高的成本和不确定性；（2）在反传

热问题中，高保真数据的需求需要复杂的代码和算法来满足；（3）解决现实生活中边界

条件缺失、模糊或有噪声的物理问题目前是不可能的[3]。

随着越来越多传感器在工业生产中的布置与应用，大量的多保真数据的获取使得以

数据为驱动的物理问题研究成为可能[4]。机器学习作为具有很强数据泛化能力的工具，

是获取这些大量数据中所包含信息的一个有力的工具。而对于纯数据驱动的机器学习模

型。一方面，训练模型时需要丰富的训练数据，这在某些场景下的成本是高昂且不可取

的；另一方面，纯粹的数据驱动模型可能非常适合观察结果，但模型外推或观察偏差可

能导致泛化性能不佳，使得预测结果可能在物理上的不一致或不可信[5]。

最近，Raissi 等[6]提出了一种名为物理信息神经网络（Physics-informed neural network，
PINN）的深度学习框架，该方法将 PDE 的残差以正则化的方式编码到神经网络的损失

函数中。其能够整合数据信息的同时将所研究物理模型的物理信息通过数学运算符的形

式嵌入到神经网络中。这种方法得益于自动微分技术的发展[7]，使 PINN 求解物理问题

时的编码和求解过程变得简单且易于实现。PINN 现以被用于解决各种数据有限的科学

问题，包括传热问题[8-13]，岩土渗流[14]，流体力学[15-17]，纳米光学[18]，材料学等[19]。PINN
在求解一个 PDE 时，判断解的收敛是以损失函数最小化作为依据的。PDE 中所包含的

边界条件通常是通过“软边界”的方式构建一个边界损失项。然后总的损失函数由边界



损失，域内损失这几项的加权求和而成。这种“软边界”施加方式在实施过程中，需要

小心地设置各项权重的大小。若损失函数中的各项权重设置不当，会影响 PINN 求解过

程的收敛性。此外，PINN 求解 PDE 时存在无法在边界上准确满足 Dirichlet 边界条件的

问题。针对损失函数中权重的设置问题，Zobeiry 等[8]就 PINN 损失函数中各损失项的权

重如何选择提出了自适应归一化方法。该方法通过定期在训练的过程中比较各损失项的

相对大小，自适应地调整各损失项的权重。为了让PINN满足准确的边界条件，Sukumar[20]

通过引入符号距离函数构建了几何相关的试函数。通过让所构建的试函数自动满足边界

条件，从而让 PINN 准确满足边界条件的同时避免了各损失项权重的设置。对于神经网

络在物理问题的应用，如何使神经网络满足初始条件[21]，Dirichlet[21,22]，Neumann[23,24]

和 Robin[25]等，不少学者也进行了相关的研究。

总体而言，PINN 已经在许多领域的研究中得到了应用。但 PINN 对 PDE 方程求解

时，“软边界”条件的施加会对解的收敛带来一定的影响。而“硬边界”条件的使用可

以强制使神经网络构建的代理模型自动满足 PDE 的边界条件。对于实际传热过程中广

泛存在的辐射边界条件，目前还鲜有关于如何在 PINN 中施加准确的辐射边界条件的研

究。本文参考 Sukumar[20]的研究工作，在该工作的基础上以辐射边界条件的传热问题为

研究对象，对如何在 PINN 中施加准确的辐射边界条件进行了研究。首先就 PINN 的基

本原理进行了介绍，然后基于符号距离函数构建了准确满足辐射边界条件的试函数，最

后通过超限插值的方法对辐射和定温混合边界条件时准确满足边界条件的试函数进行

了构建，并将施加“硬边界”条件和“软边界”条件的 PINN 求解结果分别与有限体积

法（Finite volume method，FVM）方法求解结果进行了对比。

1 模型与方法
考虑无限大平板的非稳态热传导问题，初始等温，左右边界条件分别为定温和辐射

边界条件时，其控制方程可表示如下：
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其中， a为热扩散系数，为导热系数，和分别为发射率和黑体辐射常数。在具

体计算时，取初始温度 0 273.15KT  ，左边界温度 0LT T ， 1  ，环境温度 2000KaT  ，

1000W/m K   ， 4 23.35 10 m / sa   。

1.1 PINN 基本框架

下面以式-所示热传导方程为例，介绍 PINN 求解 PDE 时的基本流程。其基本流程

如图 1 所示。由于一个神经网络可以逼近任意一个连续的函数[26]，首先定义一个输入

为(t, x)的神经网络 ˆ( , ; )T t x  作为真实解 T 的近似或称其为代理模型，其中为一个网络

中所包含的所有待训练参数，包括神经网络的权重和偏差。对于 PINN，在反问题中也

可将待识别参数作为训练参数而不加以区分。然后通过-中相关的微分算子约束 T̂ 。具



体来说，分别采样一些初始时刻，边界和求解域内（时空域）的训练点，分别用
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图 1 PINN 求解热传导问题示意图

然后定义损失函数 ( )X 如式所示，等式左边中从左到右分别代表了损失函数的域

内损失项，初始损失和边界损失项， i 为各损失项的权重。各损失项的具体形式如式-
所示，损失函数的每一子项都是被计算误差项在该误差项被评估点上的均方。当使用优

化算法将损失函数  最小化时，此时神经网络所对应的 T̂ 便可近似等于 T。
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注意到，由于判断 T̂ 收敛到 T 的依据是损失函数优化到最小（并不一定等于 0），
此时会导致边界损失项-不一定严格等于 0，这种边界条件的施加也被叫做“软边界”；

由于损失函数中各损失项权重的存在，如何确定各项权重的大小，是一项具有挑战性的

任务。



1.2 准确满足边界条件的试函数的构建

介于“软边界”在 PINN 中施加约束存在的不足，Sukumar [20]提出了基于符号距离

函数构建准确满足 PDE 边界条件的 PINN 试函数的方法，并在此基础上进一步采用了超

限插值对混合边界条件时如何准确施加边界条件进行了研究。对于第一类边界条件，

,T g x D  ，则该试函数解的结构可以写为：

T g    (4)

其中，为边界 D 的符号距离函数，且 1
v




,v 为边界的内法向量，代表任意的

近似函数。而对于第三类边界条件， /T n cT h    ，c 和 h 分别为边界 D 上已知量，

n 为边界 D 上的外法向量。则其准确满足该边界条件的试函数可以写为：

    2
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上式中， 1D 表示对于边界 D 外法向量的方向导数， 1 和 2 分别代表任意的近似

函数。对于如何构建一个准确满足辐射边界条件的试函数，Rvachev 等[27]在研究使用 R
函数方法研究辐射传热问题时给出，对于形如  4/

D
T cT h


    的辐射边界条件时，

其准确满足该边界条件的试函数可以写为：

2
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此外，对于非均匀边界条件，超限插值[20,28]的使用可以得到一个单一结构的试函数，

且解的结构可以写为：
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其中， ig 是在边界 iD 上的值。对于 1i  ，则对函数 ig 进行插值，对于 2i  ，

则同时对 iD 上的 ig 和 /ig n  都插值。也即， j 的指数项 i 说明在边界 j 指定了 1i 

阶微分边界条件。

2 结果与讨论

考虑式-为控制方程的非稳态热传导问题，构建其准确满足边界条件的试函数，记

为 b̂cT 。其左右边界对应的符号距离函数分别记为 1 x  ， 2 L x   。令 /c   ò ，
4 /ah T  ò ，然后将其分别代入物理模型的边界条件和式中后进一步带入式-得到：

2
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注意到，由于所构建 b̂cT 已经自动满足了 PDE 的边界条件，故对于施加了“硬边界”



条件的神经网络所构造的试函数，其损失函数仅需要包含 r
 和 0

 即可。

使用一个全连接神经网络，作为真实温度 T 的试函数，采用软边界约束该网络计算

出的温度结果，记为 T̂ 。而对相同神经网络结构，在施加了硬边界后构建的试函数式，

记该试函数经约束优化后计算出的温度结果为 b̂cT 。该全连接神经网络，一共包含 4 个

隐藏层，每个隐藏层包含 50 和神经元，激活函数为 tanh。
对于施加软边界条件的 PINN，训练样本点使用均匀采样分别在求解域，初始边界，

左边界和右边界采样 2000rN  ， 0 200N  ， 1 2 100b bN N  个训练点。对于施加硬边界

条件的 PINN，训练样本点分布情况与施加软边界的情况相同，唯一区别时不需要边界

点。对于各损失项权重的确定，采用了 Zobeiry[8]提出的自适应归一化方法自动确定。使

用的环境为 Tensoflow2.5 和 Python3.8.5，优化器使用 Adam。分别得到软边界、硬边界

条件下 PINN 计算结果以及使用 FVM 计算出的参考值对比如下图所示。

(a)FVM 计算值 (b)软边界 PINN (c)硬边界 PINN

图 2 施加不同边界条件的 PINN 计算结果与 FVM 计算结果对比

从图中可以看出，施加软边界和硬边界的 PINN 计算结果与 FVM 计算出的结果基

本一致，均较好的模拟了 100 秒各点的温度变化。

(a)软边界 PINN (c)硬边界 PINN

图 3 施加不同边界条件的 PINN 计算结果与 FVM 计算的参考值的相对偏差

为了进一步分析两者在计算结果上的差异，图 3 展示了训练终了时两种 PINN 的温

度预测值与 FVM 计算出结果的相对偏差。从图 3 中可以看出，施加两种边界条件的

PINN 与 FVM 计算值的相对偏差在 10-3 量级，整体上施加了硬边界的 PINN 计算出的结

果更接近于 FVM 计算出的结果。具体来说，在左边界附近硬边界条件的情况明显好于



软边界条件，右边界附近求解结果也同样好于。整个求解时空域内，靠近初始时刻时，

存在相对较大的误差，这是因为对于两种 PINN 对于初始条件的处理都还是“软边界”

的方式。

下面进一步对施加了两种边界条件的 PINN 在收敛性上的差别进行了研究，以两种

PINN 训练过程中的残差 err 随 PINN 训练次数的变化。残差 err 为 PINN 在训练过程中

的温度预测值与 FVM 计算的差值的平方平均，其具体定义如下：
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从两种 PINN 训练过程中残差的变化图中可以看出，施加了硬边界的 PINN 最终的

收敛精度要优于施加了软边界的 PINN。虽然施加了软边界条件的也能收敛到一个较低

的残差范围内，但是这主要得益于在自适应归一化方法在确定损失项权重中的应用，而

这种方法在确定权重时，仍然需要小心的选择各损失项的初始权重以及自适应因子的更

新方式来保证模型的收敛性，而施加硬边界的 PINN 则通过构建准确满足边界条件的试

函数避免了这一点。

图 4 PINN 训练过程中计算残差和损失函数随训练次数的变化

3 结论
本文使用物理信息神经网络 PINN 计算了定温\辐射混合边界条件下求解域内温度

场的温度变化。基于符号距离函数分别构建了满足辐射边界条件和 Dirichlet 边界条件的

试函数，然后通过超限插值构建满足定温\辐射混合边界条件的 PINN 试函数。通过简单

算例验证，将施加了“软边界”条件和“硬边界”条件的 PINN 计算出的温度与 FVM
计算出结果进行了对比。结果表明，对于施加了硬边界的 PINN 计算出的温度精度和收

敛性要高于施加软边界的情况。本文为 PINN 在传热问题中应用时，辐射换热边界条件

的处理方式提供了参考。
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摘要：在喷镁法脱硫中，气泡到达气液界面时，由于气泡破碎导致铁水剧烈飞溅引发安全问题。为了

研究气泡射流行为对铁水飞溅的影响，本文建立了二维模型，并采用 VOF 法精确捕捉气液界面的拓扑

变化和气泡射流行为，对比不同气泡尺寸和初始气泡速度造成的射流现象、飞溅高度、液面形状来表

达铁水飞溅危险性。研究发现直径 2 mm 气泡和 0.5 m/s 的初始气泡速度，飞溅高度和液面波动最低，

飞溅危险性最小。

关键词：铁水飞溅；气泡；两相流；数值模拟

0 前言

随着用户对钢材质量要求的不断地提高，钢铁企业都在努力提高钢材的质量，特别

是生产低硫钢和超低硫钢是钢企提高竞争优势的有效手段。目前主流的铁水脱硫方法有

机械搅拌法（KR 搅拌法）和喷镁法。喷镁法具有投资少、处理时间短、铁水温降小、

渣量小和铁损少等优点，近些年来被广泛使用于各大炼钢厂。镁气泡在铁水中上浮时，

受载气搅拌并与铁水混合、反应，进而达到脱硫效果。但因为镁颗粒化学性质活泼，通

过载气吹出后在铁水中迅速汽化，同时在高温条件下镁气泡蒸汽压较高，若喷吹口处铁

水静压难以与较高的镁蒸汽压力平衡，则无法减缓镁蒸汽减压过程的体积膨胀速度，从

而造成喷吹脱硫时的铁水剧烈飞溅[1]。

邓丽琴等人[2]利用流体体积法（VOF）建立了钢水—炉渣—氧气三相数学模型，分

析了钢渣—金属界面破裂和飞溅液滴形成的机理。由于射流产生金属带破裂导致液滴溅

出。指出喷吹时在冲击坑表面形成表面波，表面波向四周飞溅，并在垂直和水平方向振

荡。射流产生长条金属带，金属带在冲击坑边缘破碎成液滴产生飞溅，液滴也可能直接

从冲击坑边缘飞溅出来。Liow 等人[3]对炼炉内的飞溅产生进行了实验研究，并对飞溅形

成的两种机理进行了深入分析。第一种机理是由于气体腔所占据的液体的提升，其影响

范围是有限的，第二种机理是由于注入气体的剪切作用在空腔壁上产生开尔文—赫姆霍

茨不稳定性，导致小气泡被抛向远离气体出口区域的自由空间。Pan 等人[4]通过实验和模

拟的方法研究了单个气泡和双气泡在熔炉中的运动行为，并得到高度不同、尺寸相同的

 基金项目：国家自然科学基金面上项目（52176067）；河北省杰出青年科学基金项目（E2022202139）。



两个气泡由于底部气泡向上方气泡内部形成射流，逐渐聚并成一个大气泡。指出这种聚

并形成的气泡破裂时会比单独的大气泡形成更大的飞溅。在聚并过程中上气泡的尾流作

用被认为是该过程中的决定性因素[5,6]，Stewart[7]研究了下气泡在运动过程中受上气泡尾

流影响下的周期性振荡行为，并认为气泡的尾流效应，特别是两个气泡碰撞时的近距离

尾流作用，是气泡发生聚并或破碎的重要原因。

在数值模拟的研究中，倪明玖等人[8]采用 VOF 方法研究了气泡尾流的形成机理，但

未研究气泡尾流的脱落过程。Xu 等人[9]采用 VOF 方法模拟了金属溶液中自由上升氩气

气泡尾流的运动状态，结果表明气泡尾流开始从尾部脱落，尾流脱落的过程会影响气泡

的形状。Antepara 等人[10]采用数值模拟方法研究了不同形状气泡在上升过程中尾流的演

变过程，但没有探索气泡长轴与水平线有夹角情况下气泡尾流的运动状态。上述研究都

是借助水模型和数值模拟的方法，同样都在水—空气系统下完成。而高温铁水与水的特

性不同，在铁水内气泡射流行为和聚并行为是否会发生变化，对铁水飞溅是否存在影响，

本文对此进行研究。

本文以铁水包为研究对象，基于计算流体力学进行二维数值模拟，镁颗粒从喷枪喷

出气化成镁气泡，随着气泡上浮至气液界面处，气泡破碎导致液面波动进而产生铁水飞

溅。不同气泡尺寸和气泡初始速度的参数变化研究气泡在气液界面时的破碎行为造成的

飞溅现象，并根据气泡飞溅高度，液面波动程度和毛细柱长度来分析铁水飞溅情况。

1 几何模型及控制方程

1.1 几何模型

数值模拟所用的几何模型如图 1 所示，模型尺寸为 200 mm×270 mm。液位高度为

250 mm。出口设置为压力出口，空气在出口处的体积分数为 1。壁面采用无滑移边界。

模拟中气泡初始的直径为 1.8 mm，气泡的初始位置距离几何模型底部 30 mm。模拟采用

不同相的物理性质示于表 1。
本文采用 PISO 算法处理速度与压力的耦合问题，动量、湍动能、能量以及耗散率

皆采用二阶迎风格式，湍流模型为κ-ε模型，近壁面流动通过标准壁面函数法进行求解。

当连续性方程和动量方程的残差均小于 10-6 时达到收敛标准。

图 1 计算域的初始条件

表 1 初始条件参数



参数 数值

铁水密度 7800 kg / m3

空气密度 0.23 kg / m3

氮气密度 0.22 kg / m3

铁水粘度 0.006 Pa · s
空气粘度 5.3E-05 Pa · s
氮气粘度 5.12E-05 Pa · s

铁水表面张力系数

铁水温度

汽泡初始速度

汽泡温度

出口压力

1.8 N / m
1873 °C
2 m / s

1873 °C
101325 Pa

1.2 数值模拟控制方程及边界条件

本研究主要针对喷镁法中气泡对铁水飞溅的影响，考虑气泡之间行为以及气液界面

变化。流体体积法（VOF）不仅能够准确模拟出气泡上升过程中的不稳定行为[11-14]，还

能够模拟出气泡尾涡，更重要的是能精确捕捉相界面的拓扑变化。本文利用二维模拟对

模拟环境进行了简化，并选用尺寸更小、精度更高的网格设置。

质量守恒方程和动量守恒方程：
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其中，t 是时间（s），ս是速度（m / s），ρ是密度（kg / m3），Ρ是压强（Pa），μ是黏性系

数（Pa · s），Fs是表面张力（N），g 是重力加速度（m / s2）。

VOF 模型通过求解某相体积分数的连续性来追踪和捕捉互不相融流体间的交界面,
对于 q 相（q=0,1,2）分别代表铁水，空气和氮气，VOF 模型的相方程如下所示：
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铁水相体积分数是基于以下约束条件计算的：
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出现混合流体的计算单元中密度与黏度的计算方法：
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1.3 模型验证和网格无关性验证

实验以孔径 1 mm 吹出直径为 1.8 mm 的气泡与模拟结果进行对比。图 2 为气泡射流

现象模拟与实验对比，图 3 为模拟与实验中形成的两次液滴的飞溅高度。可以看出，模

拟和实验结果都存在两次飞溅的液滴。飞溅高度随时间稳定上升，模拟结果与实验结果

存在最大差值不足 0.003 m。表明了数值模拟结果的有效性和准确性。

图 2 气泡射流现象模拟与实验对比

（a）第一个形成的液滴 （b）第二个形成的液滴

图 3 气泡飞溅高度对比

本研究使用 Fluent 软件模拟喷镁法中气泡在铁水中的运动过程。在研究气泡运动过

程中存在气泡聚并现象，其研究气泡聚并对网格数量要求很高。本研究采用 ICEM 划分

二维网格且网格结构为正四面体，使用软件进行网格划分。Cheng 等人[15]发现当网格区

域的水平长度大于气泡初始直径的 4 倍之后，水平区域长度对气泡终端速度和展弦比的

变化小于 2 %。因此本研究中单个气泡采用的计算域的水平长度是气泡直径的 20 倍，竖



直长度是气泡直径的 30 倍。经研究前期进行网格无关性测试，合理的网格数量既可以节

约计算机资源，提高计算速度，又保证计算精度。测试 15 万、25 万、35 万、45 万、75
万网格数时，单个 4 mm 气泡飞溅高度如图 4 所示，其中从 35 万后气泡飞溅高度近似重

合。故 35 万网格为最佳网格数，其中气泡内的网格数约为 1 万个。

图 4 网格无关性验证

2 数值模拟结果及分析

2.1 气泡尺寸对铁水飞溅的影响

前期研究直径范围 0.5~20 mm 的气泡溢出液面后的飞溅现象，为了详细总结不同气

泡尺寸对飞溅的影响，每隔 0.1 mm 计算一次仿真。总结模拟结果后发现，直径 0.5~2 mm
气泡溢出液面后现象相同，直径 2.1~14 mm 气泡溢出液面后现象相同，直径 14.1~20 mm
气泡溢出液面后现象相同。在同种现象中，只是飞溅高度、毛细柱长度、液面波动程度

存在差异。为了详细分析气液界面处、流场结构和气泡行为对铁水飞溅的影响，在三种

现象下选取三个最具特征的气泡尺寸（直径为 2 mm、6 mm 和 20 mm）进行以下研究。

2.1.1 直径 2 mm 气泡尺寸引发的铁水飞溅

图 5 为 2 mm 气泡射流时流场结构和气泡行为，气泡射流会引发液面波动，若液面

剧烈波动则会引发铁水飞溅。在气泡射流过程中，液面全程跟随气泡运动相应波动。气

泡并不是直射向空气处，而是从左向右呈弧形运动轨迹。当气泡上升至最高点时，液面

波动最剧烈。气泡缓缓向下落时，液面也逐渐趋于平缓。在气泡射流过程中，出现两次

破裂，一次是在气泡射流最高处，如图 5(c)所示；第二次是气泡下落过程中，由于液面

不稳定，导致气泡破碎，如图 5(d)所示。

气泡刚接触液面时流场呈对称漩涡结构，随着时间增加，漩涡顺时针运动并向熔池

两侧扩散，图 5(c) 1.67 s 后流场结构逐渐呈不规则变化。新漩涡形成、形成的漩涡再扩

散和脱落是该流场结构变化的规律。气泡运动轨迹完全跟随着漩涡扩散而运动。漩涡的

形成是由于过小尺寸的气泡射流不稳定，对周围流体存在扰动作用，液面处流场结构出

现不规则漩涡，对其接下来气泡运动产生影响。



(a) t=1.655s (b) t=1.66s

(c) t=1.67s (d) t=1.68s

(e)t=1.685s (f) t=1.69s

图 5 2 mm 气泡射流时流场结构和气泡行为

图 6 为直径 2 mm 气泡发生射流时液面波动差和气泡飞溅高度的变化情况，本文中

液面波动差为液面最高点和最低点的高度差值。在气泡射流过程中，液面波动与气泡飞

溅高度均呈先增加再降低的趋势。液面仅出现一次波动，在 1.67 s 时刻液面变化最剧烈，

波动差为 6.5 mm，此时气泡飞溅高度最高为 0.051 m，并且此时气泡破碎，但气泡未直

接溅向空气处，而是落回液面处。

（a）液面波动差 （b）气泡飞溅高度

图 6 2 mm 气泡射流后铁水飞溅情况



2.1.2 直径 6 mm 气泡引发的铁水飞溅

经前期研究发现直径为 2.1~14 mm 的气泡在铁水中的上升过程相同，均会发生稳定

射流现象，形成毛细柱，气泡周围流场变化也相同，仅仅是毛细柱长度以及气泡飞溅高

度不同。图 7 为 6 mm 气泡射流时流场结构和气泡行为。当气泡溢出液面后发生高速射

流，形成毛细柱。其成因为气泡轴心处毛细波聚集且振幅较大。随即气泡继续向上运动，

由毛细力作为主要驱动力使得气泡上升到一定高度时与液面连接处发生颈缩并从中部断

开，如图 7(f)所示。在气泡射流过程中流场结构呈对称形态，且随时间变化，对称结构

相应变化。气泡在完全溢出液面时，空气处的循环流消失，气泡周围漩涡随时间发生扩

散并向下方脱落，与下方循环漩涡相连。当气泡完成射流后，流场结构恢复到空气处和

铁水处形成左右对称的四个循环漩涡。当液面处出现两个对称循环流时，此时毛细柱与

气泡断裂，气泡完全脱离铁水，径直溅向空气处。气泡溅向空气处后发生破碎，如图 7(e)
所示。喷镁法中发生铁水飞溅的主要原因是喷镁法中气泡在空气处破碎，与空气发生反

应。

(a) t=1.23s (b) t=1.24s

(c) t=1.25s (d) t=1.26s

(e) t=1.27s (f) t=1.28s

图 7 6 mm 气泡射流时流场结构和气泡行为



图 8 为直径 6 mm 气泡射流时毛细柱长度和气泡飞溅高度的变化情况。产生毛细柱

是因为气泡溢出液面过程中，气泡下方铁水向气泡中心聚集，伴随气泡高速射流以及液

面波动而形成，故毛细柱长度可以反映出气泡射流速度。若毛细柱长度越长，则气泡射

流速度越快，飞溅高度就越高。如图 8(a)，毛细柱长度在 1.27 s 时刻达到峰值过后，就

迅速减小。因为此时气泡与毛细柱发生分离，分离后的气泡由于力的驱使，继续向熔池

顶部运动。图 8（b）中示出 1.27 s 时刻后气泡飞溅高度继续增加，在 1.28 s 时刻气泡破

碎，最终飞溅高度为 0.18 m。

（a）毛细柱长度 （b）气泡飞溅高度

图 8 6 mm 气泡射流后铁水飞溅情况

2.1.3 直径 20 mm 气泡引发的铁水飞溅

图 9 和图 10 为 20 mm 的气泡射流时流场结构、气泡行为、毛细柱长度以及飞溅高

度的变化情况。气泡射流过程中，液面没有像 2 mm 气泡那样大幅度地波动，仅仅是产

生毛细柱，而是随着气泡直径的增大，气泡变形程度增大。气泡接触液面时，气泡呈半

椭圆形，并随着气泡射流，气泡被拉长呈长椭圆形状。气泡周围流场结构依旧呈对称形

状，但随着射流时间的增加，流场结构发生不规则变化，气泡跟随流场结构相应运动，

并且在气泡与毛细柱断裂时，流场结构重新恢复对称形态。

如图 9 所示气泡射流时毛细柱增加十分缓慢，到达峰值时，又迅速落回液面。说明，

液面波动十分平稳，气泡射流过程十分稳定。在该尺寸气泡射流过程中发现一个特殊现

象，即气泡在液面处移动。

(a) t=2.40s (b) t=2.90s



(c) t=3.20s (d) t=3.22s

(e) t=3.36s

图 9 20 mm 气泡射流时流场结构和气泡行为

从图 10（b）可明显看出：发生射流初期，气泡中心位于 0.21 m（点 0），随射流时

间增加，气泡向熔池右侧偏移约 0.018 m（点 1），随后气泡持续向熔池左侧偏移约 0.025
m（点 2），直至气泡破碎。该过程是由于气泡尺寸过大射流时不稳定，对周围流体存在

扰动作用，致使流场结构出现不规则变化。多处漩涡向熔池左侧扩散、脱落，导致气泡

向熔池左侧偏移。但气泡在液面处偏移，并未对液面造成波动。

（a）毛细柱长度 （b）气泡飞溅高度

图 10 20 mm 气泡射流后铁水飞溅情况

2.2 气泡初始速度对铁水飞溅的影响

图 11 为四种初始速度下 20 mm 气泡射流过程。随着气泡尺寸的增加，初始速度的

改变不会影响气泡运动轨迹。20 mm 气泡在四种初始速度下均出现气泡在液面处偏移的

现象，仅是偏移距离和方向不同。0.5 m/s 下气泡偏移不明显，气泡飞溅高度和毛细柱长

度变化同样不明显。



t=2.6 s t=3.42 s t=3.56 s t=2.5 s t=3.32 s t=3.46 s
（a）0.5 m/s （b）1 m/s

t=2.4 s t=3.22 s t=3.36 s t=2.3 s t=3.12 s t=3.26 s
（c）2 m/s （d）4 m/s

图 11 20 mm 气泡射流过程

图 12 和图 13 分别为四种初始速度下气泡射流时速度场、毛细柱长度以及气泡飞溅

高度的变化。由于气泡射流速度过低，导致气泡仅仅在液面处移动，随之初始速度增大，

气泡射流速度也增大，但增加幅度较低，当初始速度为 0.5 m/s 时，速度场漩涡呈不规则

分布，但气泡偏移不明显，是由于周围流场内速度过小。随着速度增加，气泡偏移距离

也增加。

t=3.2 s t=3.42 s

（a）0.5 m/s



t=3.1 s t=3.32 s

（b）1 m/s

t=3.0 s t=3.22 s

（c）2 m/s

t=2.9 s t=3.12 s

（d）4 m/s

图 12 20 mm 气泡射流速度



（a）毛细柱长度 （b）气泡飞溅高度

图 13 四种初始速度下铁水飞溅情况

3 结 论

本文对喷镁法脱硫中的气泡破碎造成铁水飞溅行为进行了计算分析，得出以下结

论：

（1）随着气泡尺寸的增加，气泡飞溅高度、液面波动差均降低。并发现铁水飞溅存

在三种形式：

1）液面处的小气泡（0.5~2 mm）射流时未形成毛细柱，液面发生剧烈波动，气泡

夹带液滴产生飞溅。

2）中等尺寸气泡（2.1~14 mm）在液面处射流形成稳定毛细柱，此时液面较平稳，

毛细柱断裂时气泡夹带铁水产生飞溅。

3）大尺寸气泡（14.1~20 mm）在液面处发生移动，射流未形成完整毛细柱，气泡

在液面处破碎并夹带铁水产生飞溅。

（2）气泡初始速度的变化对气泡射流现象没有影响，仅对气泡运动方向、飞溅高度、

液面波动差和毛细柱长度产生影响，且随着速度的增加，气泡飞溅高度、液面波动差和

毛细柱长度数值均增加。
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摘要：本文建立了在外电场作用下的石墨烯-水界面传热的分子动力学模型，模拟研究了在均匀和非均

匀电场作用下固液界面的传热特性。结果表明，均匀和非均匀电场均能够增强固液界面的耦合，强化

固液界面之间的传热。在均匀电场下，随着电场强度的增大，热流密度逐渐升高，当电场强度达到一

定值时，系统内水分子产生电冻结现象，继续增大电场强度，热流密度将不再升高；在非均匀电场下，

由于液体介电泳力的作用，水分子受到合力而向电场强度较高的区域移动，使得界面耦合进一步增强，

热流密度随着电场的增大而增加，且不会受到电冻结的影响。

关键词：分子动力学，电润湿，界面热阻

0 前言

微纳尺度下的热量传递过程一般都具有超高的热流密度，并且需要在不同环境下都

具备良好的传热性能。近年来，各种结构的特殊材料及表面被开发出来以强化微纳尺度

传热[1]。例如，通过调整纳米结构来提高热流密度[2,3]，以及使用特殊表面来控制热对流
[4,5]。这些都是被动控制传热技术的实例，其缺点在于不能根据实际应用场景进行调整。

因此，关于主动控制传热技术的研究对于当前而言是具有重要意义的。

在微纳米尺度体系中，固液界面热阻是决定传热性能的主要因素之一[6,7]。目前，已

有许多实验和理论计算研究了界面热阻对界面特性的依赖，例如改变表面润湿性[8]、提

高或降低表面温度[9]以及改变表面原子密度[10]。其中改变表面的润湿性是较为有效的一

种改变界面热阻的方式，许多研究致力于通过对表面改性来改变界面热阻，包括表面的

纳米结构[11,12]、表面涂层[13]以及表面自组装薄膜[14]。这些方式都是被动控制界面热阻，

无法对界面热阻实现有效的主动控制。

利用电场来操控固液之间的传热，便是一种典型的主动控制传热技术。例如在沸腾

换热过程中，较大的过热度会使得加热面表面产生一层蒸汽膜从而影响传热效果，此时

则可以通过施加电场将液体拉向加热面，以此来除去表面上的蒸汽膜[15-18]，这种现象则

被称为电润湿。Orejon 等人使用 Lippmann-Young 方程从理论上验证了润湿角随外加电

场的变化规律[19,20]。在离子液体中，离子受到电场力作用，而在去离子化的极性液体的



情况下，只有在非均匀电场的作用下，其偶极子才能形成合力[21]，这便是介电润湿的应

用原理。不同的是，这种极性介电液体可以通过电场控制水分子偶极的朝向。例如，偶

极水分子倾向于沿外加电场的方向来定向，水分子的重新定向和位移会产生净拉伸的作

用[22-25]。这种由水极化而产生的应力在分子间作用力中占主导作用且与电场强度有关的

现象称为电拉伸[23]。水偶极子分布的改变会导致水相态的改变[26]，即使在室温下，电场

作用也会使得水分子形成晶体结构，此现象被称为电冻结[27-29]。Teschke 等人采用原子力

显微镜在室温下对这种类冰结构进行了成像[30,31]，同时这种结构也被证实对固体和液体

热导率的主动控制起到一定的作用[32,33]。

本文基于非平衡态分子动力学模拟方法，建立了在外电场作用下的石墨烯-水界面传

热模型，通过在界面传热系统中施加均匀和非均匀电场，研究了电场对水的热导率、水

分子密度分布和界面传热特性的影响规律和机制等。

1 分子动力学系统设置

1.1 结构设置

基于 Large-scale Atomic/Molecular Massively Parallel Simulator(LAMMPS)软件，建立

图 1 所示分子动力学模拟系统，其中固体为石墨烯，液体介质为纯水。如图 1(a)所示，

在均匀电场中，系统在 x、y 和 z 三个方向上的长度为 3.9 nm, 3.9 nm,和 7.6 nm，其中在

x、y 方向的边界上采用周期性边界条件，z 方向上采用固定边界条件。电场方向和传热

方向为 z 方向。系统中上下各有三层石墨烯片，其厚均度为 0.5 nm，同时将最外两侧石

墨烯片设定为电极，并对每个碳原子均分电荷，在两个平行的石墨烯之间形成均匀电场。

正、负电荷被分配到相反的电极，每个原子所施加的电荷在 0 e ~ 0.12 e 之间[34]。在非均

匀电场的模拟中，通过在最外侧的两层石墨烯片上分别创建一个小的针状电极和三个大

的板状电极，在系统中形成一个二维非均匀电场，如图 1(b)所示。非均匀电场系统在 x、
y 和 z 三个方向上的长度分别为 20 nm，2.5 nm 和 5 nm。边界条件和传热方向与均匀电

场相同。

图 1 纳米结构界面传热系统模型图：(a)均匀电场 (b)非均匀电场



1.2 势函数

本系统中，液体均采用的是 The Extended Simple Point Charge Models(SPC/E)水分子

模型。该模型采用标准 Lennard-Jones(L-J)势函数与库伦势函数组成的混合势，并采用

SHAKE 算法来固定模型中的键角。根据文献[35]，在电场作用下刚性水模型和柔性水模

型产生的界面结构非常相似。其中 L-J 势函数与库伦势函数分别如下
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式(1)中，参数ε和σ分别代表相互作用势阱深度和势能为零时的距离，rij 为原子 i 和 j 之
间的距离。式(2)中，C 为库伦常数，qi、qj代表两个不同原子所携带的电荷量。

为防止建模过程中发生石墨烯层坍塌，层内碳原子间采用 Adaptive Intermolecular
Reactive Empirical Bond Order(AIREBO)势，层间采用 L-J 势，石墨烯与水分子之间采用

混合势进行计算。系统中所使用的势能参数等如表 1 所示。

表 1 L-J 势函数参数值

Molecule pair σ (Å) ε (eV) q(e)
O-O 3.166 0.006739 -0.8476
H-H 0.00 0.00 +0.4238
C-O 3.19 0.0040627 Varies

1.3 参数计算

为了保证系统的体积不变，两侧最外层原子固定不动（即采用固定边界条件），其

余原子皆可自由移动。为了计算周期性系统的长程库伦相互作用，采用了

Particle-Particle-Particle-Mesh(PPPM)求解器。并使用时间步长为 0.001 ps 的 Verlet 算法对

原子的运动方程进行积分。系统初始温度为 323 K，所有原子的初始速度分布采用玻尔

兹曼分布，在 NVT 系综下弛豫 1 ns，并统计此时水域内的压强及温度，并通过水的相图

进行定位，确保此时中间水域内仍为液态水。随后使用 Nose-Hover 热浴进行控温，热源

和冷源分别为 363 K 和 283 K，分别作用于上下少层石墨烯最外侧的两层石墨烯上，从

而实现由上至下的一维或二维传热。模拟计算 1 ns 后，达到稳态传热，随后模拟计算 3 ns
进行数据输出，得到温度分布、热流量等物理量的统计平均结果。在本文中，仅考虑了

热传导此一种传热方式，并未考虑其他传热方式以及由温度造成的液态水物性的变化。

通常采用 Irving-Kirkwood(I-K)计算式近似计算系统中的热流量
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其中，Vki代表某一粒子在笛卡尔坐标系上任一方向的速度分量， Ei和Фi分别代表了动

能项和势能项，(rkj+rki)是两个粒子在某一方向上的相对距离矢量，fIi,j是两个粒子之间在

某一方向上的相互作用力。式(3)右边第一项描述了某一粒子所携带的动能和势能，而第

二项表示了通过力与周围粒子相互作用向某一粒子传递的能量。通过考虑水分子中每个

原子的贡献，基于式(5)计算水中的总热流。

2 均匀电场

2.1 均匀电场中水分子的密度分布和温度分布

通过对石墨烯-水界面传热系统两侧施加大小相同符号相反的电荷，从而产生均匀电场。

图 2a 中计算了不同电极电荷下，沿传热方向上水分子的密度分布。在靠近界面的部分，

由于受到表面效应的影响出现了密度分层，这些水分子密度层是由固体表面的范德华力

和电场共同作用导致的。当电极电荷增加时，近壁处的水分子密度层逐渐向固体表面靠

近，这是由表面润湿性发生变化引起的。图 2b 中呈现了均匀电场在不同电荷时的温度分

布。在近壁区域内，由于界面效应，温度分布有一定的波动。在远离壁面的区域内，液

体水的温度分布皆呈线性分布，并且温度曲线的斜率随电荷的增加而增大。这也说明，

电极电荷的增大，使得固液界面之间的温度跳跃减小，界面热阻减小，传热量增大。当

电极电荷值为 0.053 e 时，水域密度发生剧震荡，出现电冻结现象，形成类似固体的结构，

因此水域密度的分布形态可作为电冻结现象发生的一种判据以及中间水域为液态水或类

固体结构的判据，如图 3 所示。随着电极电荷的增大，水偶极子逐渐转动到朝向电场的

方向。当电极电荷达到 0.053 e 及以上时，可以在系统中观察到这种类似晶体冰的六边形

平面结构。这是由于外加电场改变了氢键网络结构，迫使水通过电冻结形成类冰结构。

值得注意的是，当电极电荷为 0.075 e 时，出现了两种不对称的类冰结构，如图 4 所示。

图 4 中(a)和(b)为分别从不同方向观察同一电极电荷下的模拟快照。可以发现，在此类晶

体冰结构中，两种不同的晶体冰结构之间形成了晶界。一般而言，晶界的产生会导致额

外的界面热阻，反而降低传热性能。



图 2 系统在不同电极电荷下的密度分布和温度分布

图 3 不同电极电荷下的模型图



图 4 同一电极电荷下不同方向的模型（q=0.075 e）

2.2 均匀电场中系统的热导率、界面热阻和热流密度

为了判断界面热阻对能量传递的影响，在此引入了界面热阻这一概念，界面热阻通

常可以由 Kapitza 热阻长度(LK)代表，其表征的是在液体内部形成与界面温度跳跃相同的

温度差所需的液体层厚度。

K
Liquid

     

zL T
T

(6)

式中，ΔT 是固液界面之间的温度差，∂T/∂z 是液体的温度梯度。图 5 为不同电极电荷下

Kapitza 热阻长度 LK变化情况。从图中可以发现当没有电场的情况下，低温端与高温端

的平均 LK在 27 nm 左右，这与 Jiang 等人[36]的研究结果相接近。随着电极电荷的增大，

高温端与低温端的 LK都出现明显降低。电场作用使得 LK下降率达 66%，这是由于电场

作用导致的电润湿，降低了固液界面热阻。此外，热端表面的 LK值低于冷端表面的 LK

值。对于本文所选取的参数，在无电场时，对应的接触角在 95°-100°之间，因而固体

表面为疏水表面。对于疏水表面，热阻长度随温度升高而降低。一方面，水分子密度层

的温度依赖性可以忽略不计，另一方面，当温度较高时，系统压力升高，水分子排列结

构较为紧密，固液界面的声子散射较弱，因而高温端的热阻长度 LK较低。如图 5 所示，

石墨烯在热端表面具有较低的 LK值。随着电极电荷的增加，壁面润湿性增强，冷热端表

面的热阻长度 LK逐渐减小。在较大的电极电荷下，系统达到电冻结状态，界面热阻趋于

一个定值。



图 5 系统在不同电极电荷下的界面热阻

通过计算系统中的热流密度，并对其进行归一化处理，发现在发生电冻结现象之前，

热流密度随电场增大而增大，最终在外加电场作用下，热流增大了 3.5 倍。一方面，这

是由于在电场作用下固液界面热阻大幅度低的结果。但随着电冻结的出现，热流密度不

再增大，这是由于当系统内形成类晶体冰结构之后，继续增大电场对固液界面热阻产生

的影响可以忽略；另一方面，外电场也会对水的热导率产生一定的影响。基于傅里叶定

律计算不同电极电荷下水的热导率(见图 6)。在无外电场时，水的热导率为 0.8 W/(m•

K)，与 Chen 等人[37]的计算结果较为接近。在电场作用下，水分子的扩散受到抑制，导

致在产生电冻结之前热导率略有降低的趋势。而当产生电冻结之后，形成了稳固的氢键

网络，使得热导率出现骤增。

图 6 不同电极电荷下水的热导率以及系统内热流量



3 非均匀电场

3.1 非均匀电场中水分子的密度分布与温度分布

如图 1(b)所示，通过在上下石墨烯层分别布置针状电极与板状电极来模拟非均匀电

场。与均匀电场不同的是，在非均匀电场作用下，水分子两侧受到的力将发生变化，水

分子会受到指向高电场强度区域的合力。为了与均匀电场形成对照，本节在板状电极施

加了与均匀电场相近的电荷值，在针状电极上的电荷与电极尺寸成反比分配。每个原子

所携带的电荷量如表 2 所示。

表 2 电极电荷值

Case qpin (e) qplate (e)
1 0 0
2 0.225 -0.025
3 0.45 -0.05
4
5
6

0.675
0.9

1.08

-0.075
-0.1
-0.12

针状电极与板状电极上的总电荷相等，以此来保持计算时系统内的净电荷为零。在

图 7 中，计算了系统的二维密度分布。在电极电荷为 0 的系统中，水域的密度为 1 g/cm3，

随着电极电荷的增大，在通道内靠近针状电极的区域逐渐出现密度较大的区域。随着电

极电荷进一步增大，三块板状的附近也出现了密度高于 1 g/cm3的区域。水域密度随着电

极电荷的增大而产生的变化进一步说明，这种类电冻结的现象从电极附近区域开始逐渐

增大，这是由于液体介电泳力将水分子拉向电极附近的区域，使得高电场强度附近的水

分子密度增大。

图 7 非均匀电场在不同电极电荷下的密度分布

随后，通过在两侧石墨烯分别施加 363 K 的高温热浴和 283 K 的低温热浴，在系统

内形成二维传热。传热方向与电场方向一致，针状电极位于高温热浴侧，板状电极位于



低温热浴侧。如图 8 所示，在电场强度为 0 时，系统内为均匀的一维传热。而在施加电

场之后，水温便开始形成二维变化，电极附近区域的温度随电场强度发生变化，在针状

电极一侧温度升高，在板状电极一侧温度降低。这是由于外电场增强了界面耦合，石墨

烯与水之间的界面热阻降低，温差减小。随着电极电荷的增加，这种不均匀的温度变化

愈加明显。由于受到液体介电泳力的影响，在电极附近具有更强的界面耦合，热量传递

速度比其他区域更快，这有助于实现某一高热流密度区域的热点冷却以及热流引导。

图 8 非均匀电场在不同电极电荷下的温度分布

3.2 非均匀电场中系统的热流量

由上述的计算结果可知，受到非均匀电场的影响，热量在传递方向上也是不均匀的。

在本文中，为了更准确的描述出针状电极与板状电极对系统中传热的影响，对系统进行

了区域的划分，如图 9 所示，分别计算了三个板状电极沿 z 方向所在区域(J1、J2 和 J3)

的归一化热流密度，其中 J2为针状电极所在区域。

图 9 热流量计算区域划分

接下来利用公式(3)计算了以上三个区域中的热流量，如图 10 所示。通过对比不同

区域的热流量可以发现，随着电极电荷量的增加，由于针状电极处热流密度较大，并且

J2增大的速率远大于 J1与 J3。在电极电荷为 0.05 e 左右，即发生电冻结之前，非均匀电

场与均匀电场的热流量都是无电场时的 4 倍左右。对于均匀电场的情况，当电极电荷大

于 0.05 e 时，继续增大电极电荷不会进一步强化传热。但是，对于非均匀电场的情况，

由于液体介电泳力的作用，非均匀电场的热流量继续随着电极电荷的增大而增加。当电



极电荷为 0.12 e 时，针状电极所在区域的热流量增加为无电场时的 9 倍左右，且 J1与 J3

也均超过了均匀电场的最高热流量。

图 10 非均匀电场下不同区域在不同电极电荷下的热流量

4 结论

本文基于分子动力学模拟方法，建立了外电场作用下的石墨烯-水界面传热模型，研

究了均匀电场和非均匀电场作用下石墨烯-水界面的传热特性。研究发现，均匀电场和非

均匀电场都能够增强固液界面的耦合，并强化固液界面之间的传热。在均匀电场下，随

着电场强度的增大，热流密度逐渐升高，当电极电荷为 0.053 e 时，系统内水分子产生电

冻结现象，此时增大电场强度，热流密度不再升高。然而在非均匀电场下，由于液体介

电泳力的作用，水分子受到合力而向电场梯度较高的区域移动，这使得固液界面耦合进

一步增强，系统中的热流密度随着电场的增大而增加，且不会受到电冻结的影响，针状

电极区域的局部热流密度可增加到初始热流密度 9 倍左右。
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摘要： 风云四号（FY-4A）可提供覆盖全中国的高时空和光谱分辨率的观测数据，在太阳能资源评估领域

具有巨大潜力。本文利用 FY-4A 可见光通道观测数据和半经验模型建立了分辨率为 4 千米和 15 分钟的水

平面总辐射（FY-GHI）数据集。结果显示，逐时 FY-GHI 的相关系数（R）、均方根误差（RMSE）、平均偏

差 MBE 分别为 0.90、118.8W/m2和 2.2W/m2。太阳能资源空间分布结果表明，青藏高原、中国北部和西北

地区具备充沛的太阳能资源，西南地区和东北地区的太阳能资源相对匮乏。

关键词：风云四号，半经验方法，太阳能分布

0 引言
为了实现碳中和目标以及应对由经济增长导致的能源压力，中国需要调整现有的能源结

构。可以预见，在接下来的几十年中，可再生能源发电的比重将逐渐超过化石燃料发电。事

实上，作为一种清洁能源，太阳能光伏发电在中国已经得到了广泛的应用，中国目前的光伏

装机量和增长量位居世界第一[1-4]。太阳能光伏发电进一步发展的关键在于太阳能资源的高

效合理利用，实现的前提之一是对中国太阳能资源时空分布规律信息的精准获取[5-8]。

全球水平辐照度（GHI，~0.3-4.0μm）是太阳能资源评估的关键参数。目前，GHI 可以

通过三种常见的方法获得：地面观测、数值模式模拟以及卫星反演[9-11]。地面辐射计通常被

认为是获取 GHI 数据的最准确和最可靠的方法。因此，来源于地面辐射监测网络的数据通

常被用于各类 GHI 产品的验证标准[12,13]。然而，由于辐射监测网络的空间分布较为稀疏，

无法仅仅使用地基站点进行太阳能资源评估。数值天气模式能够给出时空连续的 GHI，主要

优势在于时间和空间上的完整性和一致性，不足之处为粗糙的空间分辨率和较大的误差[14]。

基于卫星反演太阳辐射的方法，在时间和空间上与数值模式一样具备完整性，同时拥有接近

于地面观测结果的准确性。因此，卫星遥感是获取局部/全球 GHI 的更优选择。在过去的三

十年中，极轨卫星和地球静止卫星已被应用于 GHI 估算的研究中。其中，地球静止卫星能

够对地球连续观测，捕捉 GHI 的日内变化规律，在太阳能资源评估领域具备极大潜力[15]。

风云四号（FY-4A）作为中国新一代静止气象卫星，能够进行覆盖中国的高时空分辨率

观测，其搭载的地球同步辐射成像仪（AGRI）能够提供可见光、近中远红外（0.47–13.5 μm）

等 14 波段的卫星云图像[15-17]。FY-4A 为覆盖全中国的高时空分辨率 GHI 数据集的开发提供

了可能，在太阳能资源时空分布规律研究方面具备极大的潜力。在这项研究中，利用 AGRI
可见光通道观测数据和半经验方法建立了覆盖全中国地区的分辨率为 4 千米和 15 分钟的高

时空分辨率 GHI 数据集，并与日本葵花卫星（Himawari-8）辐射产品进行了对比。在此基

础上获得了中国地区太阳能资源的时空分布特性。本文研究结果可有效促进我国太阳能资源

的发展，助力碳中和目标的实现。

1 数据与方法
1.1 数据

FY-4A 卫星发射于 2016 年 12 月 11 日，定点位于经度为东经 105°的地球同步轨道上

空，该卫星提供的数据集的空间分辨率包括 0.5km、1km、2km、4km 和 16km，时间分辨率

包括 15min、1h 和 2h [15]。FY-4A 卫星搭载的 AGRI 具有包括可见光、近红外、中红外和

远红外在内的 14 个波段。在本项研究中，使用了 2018 年 FY-4A 可见光通道（0.55-0.75 微

米）的一级产品，时间分辨率为 15min，空间分辨率为 4km。该数据用于计算云指数（CI）
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以及晴空指数（��），在此基础上得到具备相同时间和空间分辨率的 GHI 数据。本文所使用

的 FY 数据来源于 http://satellite.nsmc.org.cn/。
Himawari-8 卫星是第三代地球静止气象卫星，由日本气象厅于 2014 年 10 月 7 日发射。

其携带的成像仪（AHI）可实现亚太地区(60°S - 60°N, 80°E - 160°W)的多通道观测。本文使

用了 AHI L3 辐射产品和 L2 云产品。前者用于 FY-GHI 的准确性对比，后者用于研究云对半

经 验 模 型 性 能 的 影 响 。 本 研 究 中 使 用 的 Himawari-8 数 据 来 源 于

https://www.eorc.jaxa.jp/ptree/index.html。
MERRA-2 再分析是美国宇航局建立的一个全球网格化数据库，该数据集囊括了 1980

年至今的最新的大气和气溶胶数据。本文选取了 2018 年的 地面反照率，气压，总臭氧量，

二氧化氮，水汽，气溶胶光学厚度和 Angstrom 指数等数据，时间分辨率为 1 小时，空间分

辨率为 0.5° × 0.625°。MERRA-2 数据来源于 https://daac.gsfc.nasa.gov/。以上数据用于驱动

晴空辐射模型，得到晴空 GHI 背景值。

本文使用的 2018 年 GHI 地面观测数据来源于 CERN 的 38 个站点，所有地面测量数据

都经过 CERN 质量控制。站点的空间分布如图 1 所示，这些站点分布在中国几乎所有典型

的生态系统中，包括农业、森林、草原、沙漠、沼泽地、湖泊、海洋和城市生态系统。站点

采用的为 KIPP-ZONEN 生产的光谱响应为 0.3–3.0μm 的 CM11 型太阳辐射计，精度为 3%。

图 1 中国地区 38 个 CERN 站点的地理位置
Fig.1 Spatial distribution of 38 sites of the Chinese Ecosystem Research Network

1.2 研究方法

1.2.1 半经验模型

本文基于半经验模型计算 FY-4A 卫星数据集（FY-GHI），半经验模型由晴空物理模型和

经验云天模型构成，包含以下四个步骤：（1）基于晴空物理模型计算晴空个条件下的 GHI
值；（2）基于卫星表观反射率计算 CI；（3）建立 CI 和��的函数关系，通过晴空指数表征云

对地表太阳辐射的削弱作用；（4）基于��和晴空辐射值计算最终到达地表的 GHI。
本文使用 REST2 晴空模型计算晴空条件下的 GHI 值。REST2 模型将短波光谱分成两个

波段：290-700 纳米和 700-4000 纳米，并在每个波段内计算垂直直接辐射（DNI）和散射辐

射（DHI）。短波 DNI 和 DHI 是两个波段计算结果之和，短波 GHI 是短波 DHI 和短波 DNI
的水平分量之和。REST2 模型需要地面反照率，气压，总臭氧量，二氧化氮，水汽，气溶

胶光学厚度和 Angstrom 指数等六类大气参数。上述参数中，将二氧化氮总量设置为常数

（0.0002 atm-cm），其余参数来源于 MERRA-2。
CI 的计算公式如下[18]：
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在 CI 的基础上，进一步确定��。两者的函数关系如下[20]：
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基于晴空指数和晴空 GHI 值，计算实际到达地表的 GHI 值。

cs cGHI GHI K  (3)

式中，GHIcs 是晴空模型计算得到的晴空 GHI。��是晴空指数。

1.2.3 准确性验证

在模型验证前，需要对卫星估算结果和地表观测数据在时间和空间上进行匹配。时间

上，FY-4A、Himawari-8 和 CERN 的瞬时值转换为小时均值。空间上，离每个地面站最近的

卫星像素处的 GHI 估算值用于匹配地表观测数据。基于 38 个 CERN 站点数据对 GHI 估算

结果进行准确性验证，选用的统计指标包括相关系数（R）、均方根误差（RMSE）、平均偏

差（MBE）及其归一化值（nRMSE、nMBE）。
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式中，x 和 y 分别代表地基观测数据和卫星观测数据，i 代表数据序号，n 代表样本总量。

2 计算结果
2.1 准确性验证

通过地基站点观测数据对 FY-GHI 和 Himawari-8 辐射产品(AHI-GHI)的准确性进行验证。

图 2 给出了全天空条件下 FY-4GHI、AHI-GHI 的小时均值和日均值的验证结果。基于半经

验模型得到的 FY-GHI 小时均值与地面观测具有良好的一致性。其中，R、RMSE（nRMSE）
和 MBE（nMBE）的值分别为 0.9、118.8 W/m2（29.7%）、2.2 W/m2（0.6%）。当 GHI 实际

值较低时，估算模型倾向于高估 GHI 值，相反，当 GHI 实际值较高时，则表现为低估。随

后，本文根据小时数据得到 GHI 日均值，日均 FY-GHI 与地面数据的一致性有所改善。RMSE
（nRMSE）下降到 30.4 W/m2（18.4），MBE（nMBE）则上升至–6.2 W/m2（–3.8%）。AHI-GHI
产品小时均值的表现明显低于FY-GHI，R和RMSE（nRMSE）分别为0.88、136.3 W/m2（34.4%），

MBE（nMBE）超过 FY-GHI 的十倍，达到了 29.5 W/m2（7.5%）。另一方面，AHI-GHI 日均

值的表现于 FY-GHI 较为接近。R 和 RMSE（nRMSE）分别为 0.91、35.2 W/m2（21.3%），

MBE（nMBE）则是大幅下降至 0.2 W/m2（0.1%）。



图 2 全天空条件下，2018 年(a-b)逐时和(c-d)逐日 FY-4A GHI 和 Himawari-8 GHI 与 CMA 地表测量值的散

点图。红色直线表示线性回归拟合
Fig.2 Density scatterplot of (a-b) hourly and (c-d) daily FY-4A based GHI and Himawari-8 GHI versus surface

measurements in 2018. The black line denotes a 1:1 line. The red linear indicates linear regression results.
表 2 FY-GHI 和 AHI-GHI 的验证结果

Table. 2. The validation metrics of FY-GHI and AHI-GHI.

产品 R RMSE (%) MBE (%) 斜率 截距 样本量

Hourly
FY-GHI 0.90 118.8 (29.7) 2.2 (0.6) 0.88 49.5 128340

AHI -GHI 0.88 136.3 (34.5) 29.5 (7.5) 0.89 71.0 126107

Daily
FY-GHI 0.94 30.4 (18.4) –6.2 (–3.8) 0.97 –0.7 13640

AHI -GHI 0.91 35.2 (21.3) 35.2 (21.3) 0.91 15.0 13640

图 3 给出了中国地区 38 个 CERN 站点处每小时的 FY-GHI 和 AHI-GHI 与地面站点测量

值之间的验证结果。FY-GHI 在超过 70%（27 个）的站点中具备高 R 值（0.9），将近 80%的

站点具有较低的 RMSE 值（<130 W/m2）。与 AHI-GHI 产品的对比，FY-GHI 在各站点的 R
值更高，但二者十分接近，只有 7 个站点的差值大于 0.04。对于 RMSE，FY-GHI 的表现具

备显著优势，87%的站点的 RMSE 值低于 AHI-GHI。FY-GHI 没有出现明显的高估或者低估，

超过 70%的站点的 MBE 在–25 - 25W/m2 的范围内，相比而言，AHI-GHI 则呈现显著的高估，

超过 50%的站点，MBE 值大于 50W/m2。已有研究表明，基于卫星的 GHI 估算容易受到云、

冰雪地表的影响，本文开展的站点尺度验证工作也给出了相同的结论。GHI 估算值的准确度

一定程度上受云覆盖条件支配。在西南、华南、珠三角、青藏高原、东北平原等云频率较高

的区域，各站点的 R 值低于华北、西北以及华中。RMSE 值的空间分布模式与 R 的类似。

冬季存在大量的冰雪覆盖地表也是东北地区 GHI 高 RMSE 的贡献因素之一。



图 3 站点尺度 FY-4A GHI 估算值和 Himawari-8 辐射产品的准确性验证结果，(a-b)代表 R，(c-d)代表 RMSE，
(e-f)代表 MBE。（g）代表 2018 年云出现频率的空间分布。

Fig.3 Detail statistics of the evaluation of the FY-4A and AHI retrieved GHI with CERN GHI at each site on
all-sky days in 2018 for (a-b) R, (c-d) RMSE, and (e-f) MBE. Spatial distribution of the cloudy conditions

frequency (g) in 2018 is shown here.
2.2 太阳能时空分布

本文在年尺度和季节尺度上对 FY-GHI 的时空变化特征进行了分析。图 4 给出的是中国

地区 FY-GHI 年均值的空间分布。如图所示，大部分区域的 FY-GHI 年均值高于 150 W/m2。

在云频率较低（如中国北方）和海拔较高（如青藏高原）区域，具备较高的 GHI 年均值。

在西南、华南、东北等地区，GHI 年均值较低。由于太阳高度角和日照持续时间的差异，中

国地区的 GHI 呈现出显著的季节性变化。最高值出现在夏季，GHI 均值超过 200 W/m2。随

后依次为春季和秋季。最低值出现在冬季，大部分区域的 GHI 均值低于 150 W/m2。中国西

南的四川盆地，全年的 GHI 都普遍偏低，常年的云覆盖是主要原因(图 3-g)，此外，低海拔

也可能是原因之一。



图 4 2018 年中国地区 GHI 年均值和季节均值的空间分布

Fig. 4. Spatial map of annual and seasonal GHI in 2018 over China.

高时空分辨率的太阳能资源空间分布结果对于太阳能资源的高效合理利用和太阳能光

伏的进一步发展至关重要，因此，本文在 GHI 结果的基础上，得到了 2018 年中国地区的总

太阳辐射（TSR）空间变化特征，如图 5 所示。总体而言，大部分区域的 TSR 超过 1000
kWh/m2/yr，青藏高原、中国北部和西北等地区的TSR值极高，范围从1600到2200 kWh/m2/yr。
相比之下，中国西南地区（特别是四川盆地）和中国东北地区的太阳辐射相对较低。除西南

地区外，太阳辐射的基本特征是从西北内陆地区向东南沿海地区逐渐减少。

图 5 2018 年中国地区太阳能资源空间分布
Fig.5 Annual mean solar photovoltaic resources (kWh/m2/yr) over China in 2018.

3 结论
FY-4A 作为中国自主研发的最新一代静止气象卫星，为覆盖全中国的高时空分辨率 GHI

数据集的构建提供了巨大的机遇。本文利用 AGRI 可见光通道观测数据和半经验模型建立了

覆盖全中国地区的分辨率为 4 千米和 15 分钟的高时空分辨率 FY-GHI 数据集。FY-GHI 不仅

与地面观测数据进行了验证，而且还与成熟的 Himawari-8 GHI 产品进行了对比。结果显示，

逐时 FY-GHI 的 R、RMSE（nRMSE）和 MBE（nMBE）分别为 0.90、118.8W/m2（29.7%）

和 2.2W/m2（0.6%），逐日 FY-GHI 的相应数值分别为 0.94、30.4W/m2（18.4%）和–6.2W/m2

（–3.8%）。基于 FY-GHI 数据集的太阳能资源空间分布结果表明，中国地区的太阳能资源主

要集中在云量较少和海拔较高的地区（如青藏高原、中国北部或西北部），四川盆地是我国

太阳能资源最匮乏的地区。
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摘要：移动床反应器具有可连续储热，反应物不易烧结，换热性能好等优势，可作为经济性良好的

Ca(OH)2/CaO 体系热化学储能反应器。本文基于 CFD-DEM 模型，并与自编程的化学反应模块耦合，

建立水平管式移动床准三维数值模型，对反应器内颗粒的动态及稳态特性进行了研究。结果表明：反

应器温度及颗粒反应速率在近入口处数值最大，随颗粒流动方向逐渐下降直至稳定；提升气体进口温

度、固体进口温度、气体进口速度对反应转化率均有积极影响，其中，固体进口温度的影响最为显

著：在进口温度为 1000K时，转化率达到了约 14%，为 600 K 条件下的 70 倍。

关键词：热化学储能，氢氧化钙/氧化钙，移动床反应器，CFD-DEM

0 前言

在“双碳”目标的大背景下，我国迫切需要减少化石能源消耗，加快实现可再生

能源的转型。然而，以太阳能、风能为主的可再生一次能源具有间歇性、不稳定性等特

点，需要与储能技术相配合以解决其时空不匹配问题。在此背景下，热化学储能技术得

到了青睐。相比显热储热与潜热储热，热化学储能拥有储能密度大、热损失小、适用温

度范围广等优点[1]。其中，氢氧化钙/氧化钙循环体系属于典型的无机氢氧化物体系，

通过高温下脱水氢氧化钙，可以实现能量的大量存储。该反应的方程如下：

(1)

虽然 Ca(OH)2/CaO 体系有储能密度高、材料无害且易得、无需催化剂、无副产

物、常压下即可反应等诸多优点[2]，但 Ca(OH)2颗粒材料具有粘性高、导热系数低、循

环稳定性低等缺点，限制了其在反应器内的传热、反应速率，限制了它的应用[3]。为

此，很多学者在材料改良方面进行了大量研究，取得了积极进展。黄彩凤等在这方面做

了大量的工作，如合成了高性能纺锤形 Ca(OH)2[4]、空心多孔结构 CaO/Ca2SiO4纳米颗

粒[5]、高孔隙率 CaO/MgO 复合材料等[6]，均能提高材料的循环稳定性。

除了热化学材料的研制，新结构热化学反应器的开发也是相关研究的重点方向。

项
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按照反应器内气固两相的流型，可将反应器分为固定床反应器、移动床反应器与流化床

反应器[7]。其中，固定床反应器结构简单，但 Ca(OH)2颗粒的烧结效应会严重阻碍床层

换热及反应，使循环稳定性大幅下降[8]。虽然流化床能达到较高的换热系数，但床内高

频的机械相互作用使其不适合作为反应器的选择。许多学者对移动床反应器进行了数值

模拟。为了简化描述床体的整体特征，常常将固体颗粒整体作为多孔材料处理[9]，或将

离散固相作为连续流体考虑[10]。为了精确追踪每个颗粒，可以采用基于离散元方法

（DEM）的欧拉-拉格朗日两相流模型。该模型基于牛顿第二运动定律，根据流场计算

每个颗粒的受力，进而得到关于颗粒的所有物理量。目前，已有学者建立过 CFD-DEM
耦合的无反应移动床模型，但将 CFD、DEM 与化学反应结合的案例报道较少。

本文将利用 CFD-DEM 模型，建立准三维 Ca(OH)2移动床反应器的物理模型，探究

反应进行程度、储能率等评价指标随反应物流动方向的发展规律，并研究不同参数对评

价指标的影响，以证实这种移动床反应器的可行性，并提供设计方向。

1 模型建立

1.1 几何模型

为研究移动床内 Ca(OH)2反应规律，建立了二维水平管道式移动床反应器模型，示

意图如图 2 所示。经过预热的球形 Ca(OH)2颗粒以固定速度落入反应器中，与高温空气

进行直接对流换热，同时缓慢向固体出口移动。为了辅助颗粒流出，管道以一定倾角朝

下放置。为了使得数据具有统计意义，将计算域分为 20 段，记为 ，

在研究颗粒的参数时，将采用某段内所有颗粒的平均值。

图 1 移动床模型简图

1.2 数学模型

本文模型参照文献[11]，气相与固相的控制方程分别如下。

1.2.1 气相控制方程

对气相，有质量、动量、能量方程如下：

(2)

(3)

(4)



式中， 为气相体积分数， 为气相密度， 为反应产生的气体源项，

为气相速度矢量， 为来自网格内所有固相的合力； 为气相温度， 为气相

定压比热容， 为气相导热系数， 为来自网格内所有固相的净热源项。

式(2)中的 为应力张量，其公式为：

(5)

其中， 为单位张量， 为气相剪切应力张量，其公式为：

(6)

其中， 表示应变速率张量， 和 分别为气体的动力学粘

度、第二粘性系数[11]。

1.2.2 固相控制方程

对固相采用拉格朗日参考系：每个颗粒 都具有其自身的球心位置 、直径

、线速度 、角速度 、密度 、温度 。每个颗粒受到牛顿运动方程与

能量方程的控制：

(7)

(8)

(9)

(10)

其中， 为颗粒所受气相阻力， 为所受颗粒间碰撞力。对于每个颗粒，详细的受力

公式如下表[12]所示。其中， 为杨氏模量， 为泊松比， 为颗粒表面法向量，

为碰撞耗散系数、 为两颗粒碰撞时重叠部分长度， 为相对速度。



表 1 颗粒碰撞模型受力

名称 符号 公式

法向接触力

法向耗散力

切向接触力

切向耗散力

碰撞扭矩

滚动摩擦扭矩

重力

气相黏性阻力

经验系数

气相压力梯度力

1.2.3 化学反应控制方程

在该模型中，每个 Ca(OH)2颗粒都有其独立的摩尔反应速率：

(11)

其中， 为单个颗粒内 CaO 的质量分数，即脱水反应转化率。根据文献 [13]，

Ca(OH)2脱水反应转化率的速率可用下式描述：

(12)

其中， 为固体颗粒温度， 为反应平衡温度。平衡温度与水蒸气分压力 有如

下关系：

(13)

1.3 模型实现

1.3.1 算法实现

模型流程图如图 2 所示。在一个 CFD 时间步长内，使用 SIMPLE 算法求解 N-S 方

程，计算气体的速度、压力、温度和组分，然后进入 DEM 循环，使用新时刻的流场计

算每个颗粒的参数，直到 DEM 求解器的时间追赶上 CFD 求解器的时间，再开始下一

个时间步长。其中，CFD 求解器时间步长 设置为 DEM 时间步长 的 50 倍。



图 2 CFD-DEM 算法流程图

1.3.2 简化假设

为了简化计算，做出以下假设：(1)气相视为理想气体；(2)计算域简化为二维；(3)
固体均为直径相同的球形颗粒，且在反应过程中直径始终不变；(4)固体颗粒内部视为

均匀的混合物，其物性根据每组分的含量线性插值得到；(5)壁面均视为绝热条件；(6)
不考虑辐射的影响。

1.3.3 模型参数

模拟采用 MFIX 开源软件实现 CFD-DEM 耦合计算，并加入自编程的代码实现化学

反应。与纯 CFD 模拟不同，CFD-DEM 中网格的大小一般要大于单个颗粒的尺寸（至

少保证一个网格能容纳 2~4 个颗粒[14]）。本文采用六面体网格，各方向的网格个数为

， ， ，已经过网格无关性验证。模型主要参数如表 2 所示

表 2 模型参数表

参数 值

反应床长度 10.0[m]
反应床高度 0.1[m]
反应床宽度 0.05[m]

气体进口面积 0.025[m2]
气体出口面积 0.050[m2]
固体进口面积 0.005[m2]
固体出口面积 0.005[m2]

管道倾角 10
颗粒直径 0.003[m]

1.3.3 边界条件

该模型控制条件如表 3 所示。



表 3边界条件

边界名 边界类型 参数

颗粒进口 速度进口

颗粒出口 速度出口

气体进口 速度进口

气体出口 压力出口

壁面 无滑移壁面

2 结果与讨论

2.1 单一工况下储能过程特性

在本工况中，反应器初始温度为 ，进行了共 40 秒的模拟。图 3 分别为

流动充分稳定后（ ）管内速度、温度及组分云图（为方便观察，Y 轴及颗粒直

径被拉伸至原尺寸的 10 倍）。由于气体入口大小为左壁面的一半，因此在近入口处

（ 之前部分）形成气体涡流，使气体与自上方下落的颗粒快速换热。在

左右，颗粒温度基本达到 850 K，且开始明显有 H2O 生成。在 之后，

由于反应的大量吸热，反应器底部被一层接近 850 K 的低温气体笼罩，没有与上方

1200 K 的高温空气充分对流。并且，反应产物 H2O 滞留在管道底部，不利于反应进

行。在靠近出口段（ 之后部分），能观察到部分颗粒快速撞击右侧墙壁而弹

回，这略微增加了传热与反应速率（见后文图 5、6 ）。

图 3稳态下(t=40 s)管内气体及颗粒云图：(a)速度，(b)温度，(c)反应产物质量浓度

通过记录每个颗粒在计算域内的滞留时间（图 4），发现单个颗粒完全通过管道需

要约平均 4.4 s，如图 4(b)所示。在 15 s 时，大量固体颗粒因碰撞右侧气体出口而反

弹，导致了图 4(a)中 段的滞留时间尖峰。

观察平均颗粒温度随时间的变化图像（图 5），可发现反应器 段在 0.2 s 时达到平

衡温度（850 K），出口 段则在 10.0 s 时达到平衡温度。由于 Ca(OH)2的脱水会吸收

大量反应热，颗粒的时均温度在 、 处出现峰值，随后逐渐小幅下降，最后在出口

处因弹回效应而略微回升。

观察单个颗粒反应速率随时间的变化图像（图 6），发现反应器前段（图 6(a)）与



后段（图 6(b)）的反应特性有较大区别。位置越靠近出口，起始的反应速率越低。反应

器前段的趋势为随时间从较高速率下降直至收敛，而后段的趋势则为从较低值上升。在

流动尚未稳定时，近入口处的平均化学反应速率较大， 段的起始反应速率均达

到了 以上。在反应速率稳定之后，由于近出口处（如 段）存在被弹回的

颗粒，因此曲线仍有大幅的波动。观察图 6(c)可以得到该工况下单个颗粒的稳态反应速

率特性：在近入口处存在速率最大值，随后下降，最后因颗粒弹回而再次回升。

颗粒平均转化率随时间的关系如图 7(a)。反应尚未稳定时，各段的平均转化率偏

高，在约 5 s 后全部稳定。其中， 段在 15 s 时存在异常极大值，其原因与图 4(a)中
的滞留时间尖峰一致。由图 7(b) 可知，出口处颗粒的稳态平均转化率为 4.5 %，储能密

度为 62 kJ/kg ，其中颗粒的储能密度通过公式 计算得到。

图 4颗粒在管内的滞留时间：(a)各段区域平均，(b)各段时间平均

图 5颗粒温度：(a)各段区域平均，(b)各段时间平均

图 6单个颗粒反应速率：(a)前段区域平均，(b)后段区域平均，(c)各段时间平均



图 7 颗粒转化率：(a)各段区域平均，(b)各段时间平均

2.2 多组工况下各参数对储能过程稳态特性影响

2.2.1 气体进口温度

在前文模型的基础上，改变气体进口温度，分别为 800 K，900 K，1000 K，

1100 K 和 1200 K，模拟结果如图 8 所示。随着气体进口温度的升高，气体可提供的焓

降上升，颗粒时均温度、反应速率、反应转化率均相应升高。当 时，出口处

转化率仅为 0.7%。

图 8 气体进口温度对时均参数的影响：(a)滞留时间，(b)温度，(c)单个颗粒反应速率，(d)转化率

2.2.2 固体进口温度

改变固体进口温度，分别为 600 K，700 K，800 K，900 K 和 1000 K，结果如

图 9 所示。颗粒时均温度、反应速率、反应转化率均随进口温度的提升而升高。由于本

模型中反应速率由颗粒温度决定，所以改变固体进口温度边界条件要比气体进口的更敏

感。在 1000 K 下，出口转化率达到了约 14%，为 600 K 下（约 0.2%）的约 70 倍。

2.2.3 气体进口速度

改变气体进口速度，分别为 0.5 m/s，1.0 m/s，2.0 m/s，3.0 m/s，5.0 m/s，结果

如图 10 所示。由于滚动摩擦力的存在，气体流速的增大并不会显著降低颗粒的平均滞

留时间。在进口气体速度较快的情况下，气体流量较大，颗粒与气体交换的热量更多，

因此颗粒时均温度、反应速率、反应转化率也较高。



图 9 固体进口温度对时均参数的影响：(a)滞留时间，(b)温度，(c)单个颗粒反应速率，(d)转化率

图 10 气体进口速度对时均参数的影响：(a)滞留时间，(b)温度，(c)单个颗粒反应速率，(d)转化率

3 结 论

本文采用 CFD-DEM 与化学反应耦合的模型，建立了二维 Ca(OH)2移动床反应器的

模型，并对其脱水反应进行了模拟。本文主要有以下结论：

(1) 在颗粒脱水过程中，温度、反应速率随长度方向的变化规律为：在与高温空气

的对流换热下，先快速上升至最高值；随后由于反应的大量吸热，下降并稳定至较低

值；在末端又由于发生弹回，而小幅上升。

(2) 提高气体进口温度、固体进口温度、气体进口速度，对反应器转化率都有积极

的影响。其中，固体进口温度的影响最显著，在进口温度为 1000K 时，转化率达到了

约 14%，为 600 K 条件下的 70 倍。

(3) 本文中的水平管道结构具有明显缺点：颗粒集中在管道底部，导致底部存在低

温、高 H2O 浓度气体层，不利于颗粒快速反应。在之后的工作中，我们将设计一种装



有倾斜挡板的立式重力移动床，并进行实验研究，以证实利用移动床储热的可行性。
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