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摘 要：液体火箭推力室壁面长期受到高焓气流的热冲刷，给发动机稳定安全运行带来巨大挑战。本

课题分别建立微尺度的金属丝网发汗通道和液体火箭推力室宏观尺度发汗模型，探究发汗冷却条件下

的流动换热特性。研究表明：孔隙尺度的发汗通道中冷却剂流量的提升能显著提升通道内流速并降低

出口温度，小孔隙率提升了冷却剂的热输运能力；一定范围内，发汗冷却剂流量越大，推力室总体发

汗冷却效率越高；孔隙率越大，推力室收缩段冷却效率越高。
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0 前言

液体火箭发动机的推力室工作环境恶劣，高焓气流温度可高达 3000—4800 K 甚至

更高[1]，马赫数最高可达 6 以上，推力室内壁面长期受高温燃气的热辐射及热冲刷。因

此为保证火箭发动机的运行安全及可靠性，避免推力室内壁材料烧毁，安全有效的冷却

技术成为热防护的关键。一般情况下，大推力高参数的液体火箭发动机推力室喷管喉部

热流高达近 600 MW/m2[2]甚至更高，再生冷却作为历史最悠久，运行最可靠的冷却手段

之一，所提供的冷却能力理论上最高能达到近 160 MW/m2左右[3]，而考虑到针对热流密

度最高的位置喉部所对应的冷却剂在不断吸收热量后逐渐升高，实际冷却效果并不理想
[4-6]，再生冷却能力实际往往低于 140 MW/m2[7]，显然单一的再生冷却方式远远无法满足

新一代大型航天飞行器的冷却需求量，因此越来越多种类的冷却方式应运而生。发汗冷

却作为冷却效率较高的一种冷却方式，以多孔介质的传质过程为基础，以其特有的极高

的冷却效率在液体火箭发动机上得到了应用。

国内外学者从上世纪中叶就开始了对发汗冷却理论模型的研究，几十年间，对发汗

冷却过程多孔介质中的流动特性和换热特性都进行了深入研究。姜培学院士团队[8, 9]在

上个世纪末基于推力室的发汗冷却过程，考虑冷却介质与多孔骨架间的对流换热及冷却

剂氢的物性变化，通过计算模型进行数值计算，发现发汗冷却能够有效的降低壁面温度。

金韶山[10, 11]以氢为冷却剂，对液体火箭发动机进行了推力室喉部的数值模拟。高翔宇[12]

以常温气态氢作为冷却剂对喷注器多孔面板进行了发汗冷却热试验研究，总结出工程应

用的多孔介质渗透率与压降的关系式。随后他又进行了多孔面板的一维传热模型计算
[13]，分析了不同多孔材料（不锈钢/铝镁合金/无氧铜）导热率对内壁温的影响，以及孔

隙率对冷却剂流量和内壁温的影响。Peng[14]等通过具有高温主流的开环风洞试验，以不

同的吹风比对三种具有不同孔隙率的多孔材料进行试验研究，阐述了该试验条件下的多



孔材料烧结金属丝网的发汗冷却特性。Alexandr.L[15]对超音速流的发汗冷却进行了试验

研究，试验探究了注入的冷空气流温度对多孔壁温的影响同时发现了主流沿多孔壁上的

非单调温度分布。

综上所述，国内外学者对发汗冷却做了很多的试验与数值仿真研究，但是对于以金

属编织丝网结构的多孔介质材料为基础的发汗冷却在液体火箭发动机中的流动换热过

程鲜有人探索。相较于其他类型的多孔介质，金属丝网编制的多孔介质强度高，整体性

良好，内部换热更加充分，同时冷却剂可以从分布均匀的微孔中流出，进而实现表面温

度分布的均匀性，综合性能优秀，具有极高研究意义。

1 数值方法

1.1 孔隙尺度发汗通道物理模型构建

本文选取最为常见的堆叠的平纹金属编织网结构，这是一种对称的编织结构，表面

光滑， 构型稳定。利用单孔模型即可替代具有对称结构的编织网来表征编织网的流动

换热特性，因此本小节构建孔隙尺度金属丝网通道模型，在模型中假设金属丝直径 df

为 0.06 mm，金属丝之间均为刚性接触没有形变，如图 1 所示。

（a）单根金属丝示意图 （b）金属丝参数示意图

图 1 单根金属丝编织及金属丝参数示意[16]

dp为金属丝径圆心间距，根据图 1 中金属丝参数，假定 dp=4df=0.24 mm，金属丝之

间无挤压无形变，图 1 (b)中 'AO B 60  °，八个金属丝网紧密堆叠，厚度约为 1 mm。

为避免流动边界的影响，在发汗通道进出口均延长了计算域，流固计算域总长度为 3.11
mm，如图 2 所示。

图 2 孔隙尺度发汗通道计算域构建

1.2 宏观尺度发汗冷却计算域构建及网格划分

1.2.1 三维计算模型构建及模型求解策略

对于注入式发汗冷却方式下的计算域模型，采用冷却剂通过冷端边界从冷却剂仓进

入多孔介质壁面，并通过热端边界离开多孔区域进入燃烧室内主流计算模型示意图如图

3 所示。



液体火箭发动机的发汗冷却过程是一个复杂的跨尺度流动问题。燃气主流区域为跨

音速流动，多孔介质内部为复杂的低速流动。冷却工质从多孔介质层渗出到火箭发动机

内壁面与高速主流进行物质掺混，整个过程存在着巨大的速度差和流动方向的差异性。

为解决此种复杂的跨尺度流动给数值模拟计算带来的困扰，在发汗冷却计算模型中采用

分步计算的方式[17]。先将多孔介质域关闭，仅对主流的跨声速流动区域进行计算，直到

高温主流区域得到收敛，进出口流量守恒。然后打开多孔介质区域，将多孔介质流动加

入其中，进行全流场耦合迭代计算，检测进出口流量平衡，其余物理参数平稳，达到稳

态收敛。本文中采取的冷却剂为甲烷，由于多孔介质中的压降很大，冷却剂仓内压力在

10 Mpa 左右，甲烷处于超临界状态，因此不涉及相变模型。

图 3 发汗冷却计算域三维模型

1.2.2 三维计算域网格划分及网格无关性验证

宏观计算域网格示意图如图 4 所示，分别为冷却仓区域、多孔壁面区域和推力室主

流区域。为排除网格数量对计算结果的影响，选取四种数量的网格进行数值计算，发汗

冷却剂流量设为 6.5 g/s，将推力室特征线处喉部截面温度进行对比，不同数量的网格均

以无量纲数 y+为 5 回推第一层网格高度，四种网格数量分别为 1080123，2121519，
3495973，4234781。如表 1 所示的不同网格数目条件的多孔壁面喉部温度对比可以看出

发汗冷却的 Case_p2 算例网格数在 210 万时，在相同工况下特征线处喉部截面温度为

1900.5 K，与 Case_p3 算例及 Case_p4 算例的温度相比波动稳定，温差 1.5 K 以内，但

计算时间得到了大大的缩减，因此本文网格选用 210 万网格进行数值模拟计算，在保证

一定精度的前提下尽量节约计算资源。

(a)冷却剂仓区域网格 (b)多孔壁面区域网格 （c）推力室主流区域网格

图 4 计算域网格示意图

表 1 不同网格数量的计算性能对比

算例 网格数量（百万） 喉部截面温度（K） 计算时间（h）
Case_p1 1.08 2171.3 11
Case_p2 2.12 2160.5 27
Case_p3 3.49 2161.6 46
Case_p4 4.23 2161.2 59



1.3 控制方程

1.3.1 基本控制方程

连续性方程：
( )

0j

j

u
t x

 
 

 
（1-1）

动量守恒方程：
( )( )

3
j i ji i

i mi
j i j j i j

u u uu p uf S
t x x x x x x

  
     

     
      

（1-2）
注： miS 为流体质量源项在 t 时刻 ix 坐标的分量。

能量守恒方程：
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为流体黏性应力，

为流体热传导系数， ES 为单位时间外部加给流体的热能源项。

1.3.2 多孔介质渗流方程

多孔介质中的流动模型，是在原有动量方程的源项中叠加一个黏性损失项和惯性损

失项：
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注：黏性阻力系数
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  ， jK 为不同方向的渗透率，

jF 为不同方向惯性损失系数。

1.3.3 多孔介质传热方程

由于本文研究的是液体火箭推力室中的稳态传热过程，并且所应用的多孔介质推力

室内壁面的孔隙率很小，内部传热良好且充分，故可以采用局部热平衡模型（Local
Thermal Equilibrium，LTE）进行计算分析。
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注： fE 为流体总能量， sE 为固体总能量， f 为流体密度， s 为固体密度， effk 多孔

介质导热系数， fk 为流体导热系数， sk 为固体导热系数， h
fS 为流体焓源项。

1.4 模型验证

本文所计算液体火箭推力室主流区域为复杂跨音速流动，在发汗冷却过程中涉及到

不同速度尺度的耦合计算，因此对于主流区域的不同速度尺度需要分别进行模型验证。

首先对主流区为亚音速的发汗冷却模型进行模型验证。按照文献[18]中边界条件进行

设置，多孔介质材料为粒径为 90 μm 的烧结不锈钢金属颗粒，定义吹风比

c cF v v   ，对照参数为定义的横向冷却效率 ( ) ( )w cT T T T     。分别对三

组注入比 F=0.5%，F=1.0%， F=1.5%工况进行二维数值模拟，根据数值结果按照文献[18]

中的定义计算出横向冷却效率与实验结果对照，对比结果如图 5 所示，可以看到三组数



值模拟趋势与实验结果相似，相对误差最大处不超过 15%，验证了数值模拟结果的有效

性。

随后按照文献[19]中实验条件，多孔介质材料为粒径 90 μm 的烧结青铜颗粒，多孔材

料厚度为 1 mm，超音速入口边界为 374T  K， 2.8Ma  ， 300cT  K。分别对

三组注入比 F=0.22%，F=0.44%， F=0.66%三种工况进行二维数值模拟，根据数值结果

按照文献中的定义计算出横向冷却效率与文献[19]中超声速来流无入射激波效应的条件

下的实验结果对照，结果如图 6 所示，计算所得的三组数值模拟与实验结果有相似的趋

势，冷却效率分布曲线上的三个扰动是由于文献中实验的 t 型热电偶嵌入的微型通道造

成的局部温差引起的，但整体相对误差最大处不超过 15%，流动方向的冷却效率整体趋

势仍具有参考价值。

图 5 亚音速主流下数值结果与实验对比 图 6 超音速主流下数值结果与实验对比

2 孔隙尺度发汗通道流动换热结果分析

2.1 不同入口流量对发汗通道换热特性影响

本节计算算例金属丝网材料选取 GH3128，流体冷却工质选用甲烷，计算域出口压

力根据推力室压力设定为 3.5 MPa。如图 7 所示，在计算域取八个横截面 surf1-surf8，
每个截面与底面金属丝相切，表征每一层金属丝网的流动截面状态。

冷却剂从第一层金属丝分别以 0.2 m/s、0.4 m/s、0.6 m/s、0.8 m/s 的入口速度进入孔

隙尺度发汗通道，由于折算成质量流量单位太小，因此在本文用不同流动速度加以区分，

在计算域的截面面积相同情况下，四种速度入口边界条件即代表四种不同入口流量。计

算域中不设置加热壁面，对发汗通道内的流动状态进行分析。

图 7 计算域截面示意图

在微通道出口的金属丝外壁面施加热流密度为 10 MW/m2的热负荷，得到的速度云

图如 8 所示，由于发汗通道最外层金属丝网为计算域的热端面，流体以低速流入通道中



后，在通道出口处受到出口金属丝加热，因此速度有明显的增加。

图9显示了不同冷却剂流量的流体截面的温度变化，可以看出随着发汗剂流量增大，

入口速度相应提升，通道出口温度降低的收益也逐渐减小，因此一味提升冷却剂的流量

对于通道内对流换热的收益有限，并且会增大发汗的压差。压降沿流动截面分布如图 10
所示，随着计算域入口流速提高即发汗流量提高，相同位置截面压差显著提升，则在实

际发汗冷却过程中需要更大的供给压力，从而带来更多的能耗。

图 8 有加热壁面发汗通道流体域剖面速度云图

图 9 流体截面温度变化 图 10 发汗流体截面压降变化

2.2 不同通道孔隙率对发汗通道换热特性影响

根据文献[16]中定义参数
f

p

d
k

d
 ，密排情况下平纹编织的孔隙率公式[16]为：

20.99358 0.63809 0.68232k k    (0<k<0.5) （2-1）
根据上述公式可以求得平纹编织的孔隙率 1 = 0.791，同理建立另外两种孔隙率模

型 2 0.354k  ， 3 0.433k  分别对应上图 1（b）中的参数 2 = 45°， 3 = 30°。保

证计算域流通面积一致，均为 0.24 mm 的正方形，计算得出两种孔隙率模型对应的金属

丝径分别为 2 0.085fd  mm， 3 0.1039fd  mm。经过公式计算，另外两种结构对应孔

隙率为 2 =0.682， 3 =0.589。仍对上文提到的八个截面 surf1-surf8 进行研究。

图 11 中展示了三种不同孔隙结构对应多个流体域截面的平均温度及速度的沿程变

化。在相同的入口冷却剂流量条件下，随着孔隙率的减小，流体域随着流动的温升越大。

这是因为孔隙率越小，冷却剂的流动速度增加，发汗通道内部冷却剂与金属丝网之间的

对流换热效果增强。但对于相同冷却剂流量下，孔隙率减小使发汗出口的冷却剂温度显

著提高，与主流的掺混温度更高，这间接说明孔隙率的减小提高了冷却剂的热输运能力。

然而，发汗冷却是由内部冷却和外部冷却共同作用，孔隙率的减小主要以提升内部换热



为主，但外部的发汗液膜温度会升高，进而减弱了通道外部的冷却剂薄层的隔热效果。

图 11 (a) 不同孔隙率流体截面温度对比 (b) 不同孔隙率流体截面速度对比

3 推力室发汗冷却流动换热特性分析

发汗通道的构建在孔隙尺度表征了发汗过程的内部的对流冷却，接下来从宏观角

度，研究多孔壁面的外冷却过程，对推力室的内壁面的发汗过程进行数值计算和分析。

Profile 为推力室的几何轮廓曲线。

3.1 不同发汗流量推力室温度分布变化规律

本小节设置了六种不同质量流量的甲烷对推力室内壁面进行发汗冷却，计算域中甲

烷的流量分别为 6.5 g/s，13 g/s，19.5 g/s，26 g/s，32.5 g/s，39 g/s。其中推力室内壁多

孔介质层采用 GH3128 金属编织材料制成，孔隙率均匀分布为 5%。

图 12 对比了不同冷却剂流量下的推力室压力轴向分布，随着冷却剂流量的提升，

更多的冷却工质通过多孔壁面的发汗传质过程流入推力室内部与主流的高焓气流掺混，

因此推力室中相同位置的压力也随冷却剂流量提升而逐渐升高，发汗过程中推力室轴向

也始终保持着巨大的压力梯度。

图 12 不同冷却剂流量下推力室内压力分布

图 13 和图 14 分别展示了不同冷却剂流量下的推力室壁温和冷却效率随轴向位置的

变化，发汗冷却的冷却效率公式的定义参考文献[20]。在冷却剂质量流量为 6.5 g/s、13 g/s、
19.5 g/s、26 g/s 时，冷却剂在推力室热端的多孔壁面处的流出比率非常低，发汗传质过

程的扩散作用占据了主导，使推力室热端入口处温度偏高，并未得到有效的冷却。当冷

却剂流量继续增大，提升到 32.5 g/s、39 g/s 时，冷却剂形成的液膜在推力室内壁面得到

完全的铺展，充分隔绝了主流高焓气流区域的热量，因此壁面温度高发汗流量条件下维

持在较低水平，推力室内壁面得到充分的冷却，效果显著。结合图 14，可以认为冷却剂



流量在达到 32.5 g/s 时，靠近推力室入口段的冷却效率也得到提升，整体冷却效率迅速

升高。但对比 32.5 g/s 和 39 g/s 两种冷却剂流量，可以看出这两种工况下的冷却效率类

似，且推力室壁温分布也很接近，因此可以说明提升冷却剂流量对冷却效率的增益效果

有限，一味地提高冷却剂流量不可取。

图 13 不同冷却剂流量推力室内壁温度分布 图 14 发汗冷却效率分布

3.2 不同孔隙率对温度分布的影响

本节设置了四种多孔壁面孔隙率，分别为 5%、10%、15%、20%，不同孔隙率下的

多孔壁发汗强度如图 15 (a)所示，孔隙率的增大使收缩段的发汗强度相应的提升，在相

同的轴向位置有更多的冷却剂流入主流高焓气流区域进行发汗，而由于轴向整体发汗流

量相同，收缩段发汗强度提升导致扩张段分配到发汗冷却剂流量减少，进而导致扩张段

的发汗强度下降，因此出现图中所示交叉的趋势。如图 15 (b)显示了不同孔隙率下推力

室内壁面的冷却剂质量分数分布，由于更大的孔隙率使多孔壁面发汗的趋势更加向推力

室热端侧偏移，相应地，内壁面冷却剂的质量分数向推力室热端移动。

图 15 (a)不同孔隙率多孔壁面发汗强度分布 (b)不同孔隙率推力室内壁面冷却剂质量分数分布

图 16 (a)中由于推力室喷管前后的大跨度压力分布，导致不同孔隙率条件下的轴向

发汗强度呈相似分布状态，均表现为推力室冷端扩张段的发汗强度远大于推力室热端，

与推力室内壁的冷却剂质量分数轴向分布呈相同趋势。

根据上文阐述，随着液膜更加充分的铺展，推力室整体发汗传质过程向热端前移。

推力室相应位置的内壁面温度也逐渐降低，发汗冷却效率也如图 16 (b)中结果所展示，

多孔壁面的孔隙率的增加提高了收缩段部分的冷却效率。孔隙率的改变主要影响了冷却

剂在推力室中沿轴向的流量分配，孔隙率的增大提升了推力室热端的发汗比例，而减小



了推力室冷端的发汗比例，因此形成了图 16 中的推力室壁温分布和发汗冷却效率分布。

图 16 (a)不同孔隙率推力室内壁面温度分布 (b)不同孔隙率发汗冷却效率分布

4 结 论

先后构建了三种不同尺寸对应不同孔隙率的孔隙尺度的金属丝网发汗通道模型以

及推力室注入式发汗宏观尺度模型，利用 Fluent 软件进行数值模拟计算并分析了其流动

换热过程，得到的结论如下：

（1）孔隙尺度的发汗通道中冷却剂流量的提升能显著提升通道内流速并降低出口

温度。而孔隙率的提升不利于通道内冷却剂与固体骨架的换热，孔隙率越小，对应冷却

剂的流速越快，温升越大，小孔隙率能更好的提升冷却剂的热输运能力。

（2）在宏观尺度的火箭推力室的发汗冷却计算中，由于推力室巨大的压力梯度使

发汗的传质过程主要集中在推力室的冷端扩张段，同时在一定范围内，发汗冷却剂流量

的提升能够显著的扩大多孔壁面的有效发汗分布区域，减小推力室热端多孔壁面的高温

区面积，从而有效的减小推力室内壁面温度，提升发汗冷却效率，但当冷却剂流量大到

一定范围，增大冷却剂流量对发汗冷却效率的增益效果有限。

（3）推力室发汗冷却多孔壁面的孔隙率变化主要是通过改变推力室多孔内壁的冷

却剂的发汗强度分布来改变内壁面温度分布，孔隙率的提升，虽然会使冷却剂在多孔壁

面内部的热输运能力下降，但会改变推力室轴向的发汗注入率分布情况，而内壁面温度

分布规律一致，因此在本计算域中认为孔隙率对发汗冷却效果的影响弱于发汗流量带来

的影响，发汗注入流量是推力室壁温的决定性影响因素。
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摘要： 金属反蛋白石(Inverse Opal)（IO）是一种可以精细控制孔隙结构的微孔金属，因其高毛细力、

高渗透率和低热阻等特点备受关注。通过模板组装和电化学沉积法，我们成功地制作出了受植物导管

结构启发的梯度孔径铜 IO，其中较小的孔提供强大的毛细管力，而较大的孔则增加了流体的流动性。

我们还开展了毛细力实验，并构建了两种梯度孔径铜 IO的毛细力计算数学模型，将渗透率的模拟值和

实验测量值进行了比较验证。

关键词：多孔介质 梯度结构 铜反蛋白石 渗透率

0 前言

电子器件正在朝着高性能、小型化和集成化的方向发展，这已经成为现代电子设备

发展的主要趋势。针对高热流密度的电子芯片，需要更高性能和更为紧凑的散热解决方

案。微孔金属因其高比表面积、高热传导率和高机械性能而备受关注，尤其在平方厘米

级热区域的冷却方面具有独特优势。其中，金属 IO 由周期性排列的均匀孔洞组成，是

一种高度规则的微孔金属材料，通过精细调节制备过程可控制其孔径和孔隙率等微观结

构特征。这使得金属 IO 在微电子领域具有广阔的散热应用前景，有望成为最有潜力的

热管芯之一。

国内外针对金属 IO 和梯度孔径的金属 IO 结构进行了一些研究。Yu 等人[1]首次尝

试用一种电化学方法制备高质量的金属 IO，这种方法可以完全控制样品厚度、表面形貌

和金属填充率。Dusseault 等人[2]报道了一种铜 IO 的制备过程和流体流动特性。Zhang
等人[3]利用模板球的烧结来控制相邻孔隙之间的连接直径。并揭示渗透率和孔隙度之间

的关系。进一步证明了流体在铜 IO 中有持续的流动。Ngo 等人[4]采用数值方法研究了

烧结颗粒芯和与烧结颗粒几何相反的微孔芯的渗透率。在此基础上，提出了预测烧结颗

粒芯和逆芯渗透率的封闭关系式。

Pham 等人[5] 受生物启发提出了梯度孔径的铜 IO，它随着孔径的增加而分层，具

有更优越的性能。小孔提供了强大的毛细管力，大孔增加了流体的流动性。他们通过测

量毛细管驱动的液体上升，报道了孔径从 300 到 1000 纳米的多孔铜 IO 的芯吸性能。

基金项目：湖北省重点研发项目（2020BAB129），国家自然科学基金青年项目（52208124）



Hung 等人[6]展示了具有梯度孔的镍 IO 的制备，并报告了其力学性能的改善。制备具有

不同微球组合的多层胶体晶体使得形成具有许多新应用的多层金属 IO 成为可能。

本文中，我们重要开展了梯度孔径铜 IO 材料中水的流动特性研究。我们采用模板

沉积和电化学方法成功制备了孔半径分别为 1.5 微米和 3 微米的复合孔径梯度铜 IO。通

过可视化的毛细芯抽吸实验，分析了液体上升高度和时间之间的关系，并进一步探究了

梯度孔径对流体流动性能的影响。根据显微镜拍摄的微球模板微观结构，建立了两种常

见的结构模型：体心立方（BCC，body-centered cube）和面心立方（FCC, face-centered
cubic），并进一步构建了梯度孔径铜 IO 毛细力的数学模型，并对流体的渗透率进行数值

模拟和预测。最后，我们将渗透率的数值模拟结果与实验测量值进行对比，验证了数值

模型的准确性，分析了梯度孔径铜 IO 结构中的流体流动特性。本研究对于深入了解梯

度孔径铜 IO 的毛细性能以及加快其在电子器件散热中的应用具有重要意义。

1 实验研究

1.1 铜 IO 的制作

金属 IO 结构的制备根据步骤不同可大致分为三步法和两步法[7]。三步法的具体制

备步骤可以概括为：(1) 胶体微球组装成蛋白石结构模板；(2) 在模板间隙中填充需要的

材料；(3) 去除模板以制得反蛋白石结构。

我们采用多次重力组装和电沉积的方法制作梯度孔径铜 IO。在 2*2 cm 玻璃片上电

溅射 5 nm 的钛和 50 nm 的金，加工好的玻璃片作为基底。球体沉积步骤如图 1（a1-a3）

所示。首先，将基底在食人鱼溶液中浸泡 5 分钟以去除杂质，然后用去离子水冲洗。然

后，将其浸入 3-巯基丙酸钠溶液中 12 小时，使金表面亲水。然后将硅胶孔压在基底上，

以确保有效密封。将含有 1.5 µm 微球的溶液移入硅胶孔中，然后将基底放在 35°C 的

电热板上加热。加热过程一直持续到聚苯乙烯球沉淀到基底上。使用含有 3 微米微球的

溶液重复上述步骤，以形成具有梯度孔径的微球模板。

图 1(b) 显示了微球模板的烧结过程。微球模板在真空干燥箱中加热，以增加相邻

颗粒之间的接触面积。铜的电沉积步骤如图 1（c）所示。采用了三电极结构，即一个铜

工作电极和一个银/氯化银参比电极。铜沉积是在 20 mA/cm2 的恒定电流密度下使用电

源进行的。模板去除步骤如图 1（d）所示。微球模板在四氢呋喃浴中溶解至少 1 小时。

蚀刻液通过孔隙间的互连通道溶解聚苯乙烯球。最后，用乙醇和去离子水冲洗样品。



图 1 （a1-d）梯度孔径铜 IO 的制作流程，（e）微球模板的显微镜图像。

图 2 （a）单孔径铜 IO；（b）双子叶植物径横切面；（c）梯度孔径铜 IO。

1.2 毛细芯吸实验

在本实验中，我们进行了测量毛细管上升高度的实验。将一个装有 70% 乙醇溶液

的烧杯放在一个升降台上，并用玻璃箱封闭。乙醇对铜表面有润湿作用，70% 浓度的乙

醇粘度是纯乙醇的两倍。样品由悬臂支架通过玻璃罩上方的孔固定。为了尽量减少液体

蒸发的影响，玻璃箱被严密密封，并尽可能保持蒸汽饱和状态。当样品接近液体表面时，

会迅速润湿。升降台立即停止下降，高速摄像机开始记录液体上升的过程。实验装置示

意图见图 3(a)。
在实验过程中，当液体与 CIO 样品接触时，会立即形成宏观的半月板界面。半月

板的高度记为 h0，半月板上升的时间记为 t0。半月板的上升速度非常快，计算毛细管上

升高度的时间从半月板顶部开始。在本文中，液体上升高度 h 不包括 h0，如图 3（b）
所示。利用上述实验装置观察并记录了 CIO 样品中液体的上升过程。

渗透率 K 可由毛细管上升高度 h 和相应时间 t 用沃什博恩动力学方程计算[8]。由于

测量的时间尺度相对较长，惯性效应可以忽略不计。当考虑毛管驱动力和粘性阻力的平

衡而忽略重力影响时，毛管上升高度 h 表示为
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式中 分别为流体的表面张力和动力粘度，K 为渗透率， 为有效孔径半径，

为孔隙率。

图 3 （a） 毛细管芯吸实验装置示意图；（b）上升速率测量过程中铜 IO 样品的侧面放大图。

2 数学物理模型

2.1 物理模型

根据显微镜拍摄的蛋白球图像，蛋白球的排列极其规律。从中提取出两种代表性的

排列模型：体心立方（BCC，body-centered cube）和面心立方（FCC, face-centered cubic）。
尽管实际的颗粒排列预计会有所不同，但目前的数值研究可以对颗粒排列如何影响渗透



率提供定性的理解。如图 4（a）和（b）所示，以球直径为 dp = 6 µm 的模型举例。连接

相邻两球的最大重合面积称为颈部，颈部的直径作为颈径 dn， 是颈径与球径之比，如

图 4（c）所示。这里假设每两个相邻球的颈径相同。具体模型尺寸见表 1。

表 1 模型尺寸表

BCC: L（µm） FCC: L（µm） dp（µm） l（µm）

0.2 6.78 8.32 6 0.5

0.25 6.7 8.22 6 0.5

0.3 6.6 8.1 6 0.5

0.33 6.5 8.0 6 0.5

0.38 6.4 7.85 6 0.5

0.41 — 7.72 6 0.5

0.45 6.2 7.58 6 0.5

0.47 6.1 — 6 0.5

图 4 （a）面心立方模型；（b）体心立方模型；（c）球径和颈径。

在此基础上，设计出一种简单组合的两层梯形结构，假设不同球径的球体应用模型

相同，组成一个标准的长方体单元。并假设两种孔径的球体重合区域的最大高度 l=0.5 µm



保持不变。所建立的模型如图 5 所示。

图 5 （a）梯度孔径的体心立方模型；（b）梯度孔径的面心立方模型；（c）梯度孔径的球体重合区

域。

2.2 数学模型

在本文的数值研究中，球径保持不变，通过改变模型单元的边长来改变颈径，以此

改变孔隙率。模型的孔隙率可以通过球体的总体积与模型单元的体积之比得出，其中球

体总体积在 SOLIDWORKS 软件中计算得到。

我们用 FLUENT 设计了一个计算流体动力学模型，用于计算直径为 dp = 3 µm 和 6
µm、颈径变化(0.2 < dn / dp < 0.47)的梯度孔径铜 IO 单元的渗透率。Ngo 等人[4]验证了当

Re 较小且小于临界值(Re = 103)时，渗透率与 Re 无关。因此在模拟中采用 0.1 的 Re，
对应层流模型。将每种孔径单元中的毛细管驱动压力简化成一个固定值，对入口施加一

个恒定的速度[2, 9]，入口速度由给定雷诺数计算出来。这里的入口采用速度边界条件，

对两种孔径的入口分别设置速度值。单元结构的侧面应用对称边界条件，所有表面都适

用无滑移条件。整个计算域采用四面体网格类型。

使用连续性方程和稳态 Navier-Stokes 方程对液体压力分布和速度分布进行数值求

解，公式为：

0u  （3）

( ) [ ( ) ]Tu u pI u u          （4）

式中 分别为流体的密度、动力粘度、速度和压力，I 是单位张量。

然后利用达西定律确定渗透率，公式如下

in out

LK v
P P




（5）



其中 是入口和出口表面速度的平均值，L 是模型单元的长度， 和 分别是施

加在入口和出口的压力，可以通过 FLUENT 模拟结果提取出来。我们进一步执行网格无

关性验证，以确认速度和压力计算不受网格元素数量的影响。

3 结果与讨论

3.1 渗透率模拟分析

本小节主要利用计算流体动力学（CFD）模拟对该结构的 BCC 模型和 FCC 模型的

渗透率和流体流动进行研究。在保证球径相同的前提下，我们分析了在不同孔隙率的条

件下，两种模型的液体流动特性和渗透率的变化。

由图 6（a）可以看出，BCC 模型在相同孔隙率下具有较大的颈径，也就是说相邻两

球的颈部较大，具有更宽敞的流动通道。而 FCC 模型在相同颈径下具有更高的孔隙率，

因此具有更多的流动路径。从图 6（b）可以看出两种模型的渗透率都随孔隙率的增加而

增大，且量级在 10-14到 10-13 m2范围内。和单层孔径的铜 IO 渗透率量级相当[4, 10]。
进一步分析发现，在孔隙率小于约 86%时，BCC 模型的渗透率较同孔隙率的 FCC

模型更高。这是因为在相同孔隙率下，BCC 模型具有更宽阔的流道，而 FCC 模型的流

动路径虽多但流道较窄，从而阻碍了流动。当孔隙率大于约 86%时，FCC 模型的渗透率

远高于 BCC 模型，因为它的流道不会阻碍流体并且具有更顺畅的多通道流动。然而，需

要注意的是，BCC 模型与实际情况存在一定差异，因为在连接两种孔径球体的区域采用

了简化以满足侧面对称边界条件。这可能在一定程度上降低了 BCC 模型的连通性。

（a） （b）

图 6 （a）颈径与孔隙率的关系；（b）孔隙率与渗透率的关系

3.2 渗透率实验分析

在本小节中，我们主要采用实验方法来研究制备的铜 IO 样品的毛细上升高度和渗

透率。图 7 展示了制备的铜 IO 样品的毛细上升速率图像。蓝色的实线是湿润区域的边

界线，白色虚线是芯吸高度平均值。通过测量，我们得到了毛细上升高度随时间变化的



数据，如图 8（a）所示。根据公式（1）的理论基础，我们知道上升高度的平方与上升

时间呈线性关系。因此，我们对这些数据进行了线性拟合分析，并将结果展示在图 8（b）
中。从图（a）和（b）可以观察到，在样品中液体上升的过程中，10 秒之前和 10 秒之

后的上升曲线趋势略有差异。这种差异可能是由于液体池的密封性不佳，未能确保液体

蒸汽处于饱和状态。而且乙醇具有较高的挥发性，在上升到一定高度后，其挥发过程显

著影响了毛细上升现象。

在图 8（c）中，我们展示了实验计算的渗透率与数值模拟结果的比较。可以观察到，

两种模型的模拟值均高于实验值。这种差异可能是由于多种因素共同作用所导致的。首

先，乙醇的挥发性对实验结果产生了影响。其次，样品模板可能没有充分烧结，导致一

些空隙的连通性不理想。这会影响液体在样品中的渗透性质，使得实验结果的渗透率较

低。另外，由于理论模型是基于理想排列的假设，而实际样品中球体的排列是随机的，

因此实际样品的孔隙率可能比计算值要小。这些因素共同作用导致实验计算的渗透率较

模拟值偏低。

在进一步的研究中，考虑到这些影响因素是非常重要的。通过对实验进行进一步改

进，我们可以更准确地评估梯度孔径铜 IO 结构的渗透性质和毛细性能。针对乙醇挥发

的影响，可以尝试采取措施来减少挥发过程对实验结果的干扰。例如，可以考虑在实验

过程中使用密封性更好的装置或采取其他措施来减缓乙醇的挥发速度。其次，针对样品

模板的连通性问题，可以探索改进烧结工艺或使用不同的材料来提高样品的连通性。此

外，在实验设计和执行中，还可以考虑更多因素的控制，例如温度、压力、液体性质等。

这有助于更全面地了解该结构的流体传输性质和毛细性能，并对其进行深入研究和优化。

图 7 制备的铜 IO样品的毛细上升速率图像，虚线是从顶部边缘开始的芯吸高度的平均值。



（a） （b）

（c）

图 8（a）约 85%孔隙率的样品测量的上升高度随时间变化的代表性数据；（b）对(a)中的数据进行线性

拟合；（c）实验计算的渗透率和数值模拟的比较

4 结论

本研究通过实验和模拟计算对两层梯度孔径铜 IO 结构的渗透率进行了研究，并得

出以下结论：

1、在梯度孔径结构中，BCC 模型和 FCC 模型在各自的范围内表现出更高的渗透率。

梯度孔径铜 IO 结构与 FCC 模型更贴近。

2、粒径 6 μm 的梯度孔径铜 IO 和单层孔径铜 IO 结构的渗透率相当，且量级在 10-14

到 10-13 m2范围内。同时梯度孔径铜 IO 有更大的毛细力。

3、在将计算模型应用于实际设计时，需要建立模拟中使用的理想结构与实际材料

中存在的随机排列结构之间的联系。具有随机孔隙结构的样品将具有较低的孔隙率，因

为其填充密度较低。因此，在模拟结果中显示的渗透率可以视为实际样品中渗透率的上



限。
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摘要：采用格子 Boltzmann 方法研究多孔介质内固相颗粒直径对流体流动传热的影响规律，对六种颗粒

直径产生的不同结果进行分析，在曲面边界处采用浸没边界法进行处理。结果表明：多孔介质内的孔隙

流速随着颗粒直径的增大呈现先增大后减小的规律，颗粒直径较小时，流体与颗粒间的接触面积较小，

流体会出现绕流现象，流体在通道前半部的温度较低，流体与颗粒间的换热效果较差，随着颗粒直径的

增大，绕流现象逐渐减弱，流体与颗粒间的换热效率提高。
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boundary method is used to deal with the curved boundary. The results show that the pore velocity in the porous

medium increases first and then decreases with the increase of particle diameter. When the particle diameter is

small, the contact area between the fluid and the particles is small, and the fluid will flow around. The

temperature of the fluid in the front half of the channel is low, and the heat transfer effect between the fluid and

the particles is poor. With the increase of particle diameter, the flow phenomenon gradually weakens, and the

heat transfer efficiency between the fluid and the particles increases.
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0 前言

多孔介质中流体流动与传热问题的

研究在工程实际中具有十分重要的意

义。多孔介质是由固体骨架和孔隙构成

的物质[1-7]，其内部流体流动和传热的耦

合过程十分复杂。岩土类多孔介质材料

是由颗粒堆积而成的，其特点是颗粒间

存在摩擦力，并且颗粒间摩擦力的大小

与颗粒的形状、尺寸、以及排列方式有

关，颗粒的直径会影响颗粒之间的接触

关系和填充关系，影响多孔介质内孔隙

的大小，进而对多孔介质内流体的流动

和传热造成影响[8]。颗粒型多孔介质内

的对流换热问题在工业生产、石油炼化、

化工行业等领域具有广泛的应用[9]。

在数值模拟中，对多孔介质中的流

动和传热传质的研究大体可分为宏观、

介观和微观三种尺度。格子 Boltzmann
方法（Lattice Boltzmann，LBM）具有

天生的并行特性、边界条件处理相对简

单，既有分析分子运动细节的优势，又

有假设条件较少的特性[10]，有学者用格

子 Boltzmann 方法模拟扁椭球颗粒填筑

体中的水流运动，发现颗粒三维尺寸之

间的比值对于颗粒的排列结果及渗透张

量的各向异性程度都有显著影响[11]，并

且证明了格子 Boltzmann 方法在模拟实

际问题时具备较好的准确性和稳定性

能。Succi 等 [12]首次将格子 Boltzmann
方法用于多孔介质流动问题的研究中，

开展了多孔介质内的格子 Boltzmann 三

维模拟，并验证了该方法满足达西定律，

且进一步分析了孔隙率与渗透率之间的

关系。

Yoshino 和 Inamuro[13] 采 用 格 子

Boltzmann 方法模拟了三维多孔介质内

的流动和传热问题，得到了不同雷诺数

下 的 流 动 特 性 和 密 度 分 布 。

Ezzatabadipour 和 Zahed[14] 采 用 格 子

Boltzmann 方法模拟了随机椭圆多孔介

质中的流体流动，并且对不同曲率的椭

圆在不同孔隙率与纵横比的情况下进行

了速度场的模拟对比，结果表明，在高

孔隙率（大于 0.8）时，流线的迂曲度和

速度迂曲度有很好的一致性。Mohebbia
等[15]用热格子 Boltzmann 方法对部分填

充多孔介质通道中非牛顿流体的流动和

传热进行模拟，为了在两平板间生成多

孔介质，使用了 4×4 的圆形障碍物，研

究了不同雷诺数下流体流场和温度场的

变化情况，结果表明，与没有多孔介质

的通道相比，在通道中增加多孔介质会

提高传热性能，并且通道内的平均努塞

尔数也会升高。

Gharibi等[16]用格子Boltzmann方法

模拟由球体或圆柱体颗粒组成的三维多

孔介质中的流体流动，研究了孔隙率、

颗粒大小和形状以及多孔介质结构对渗

透率和阻力系数的影响，结果表明，该

模型在确定阻力方面是准确的，该模型

可以准确预测由球体或圆柱体颗粒形成

的多孔介质中的渗透率，并且与反弹方

案相比，该模型显示了更准确的结果和

更少的粘度依赖性。Lee 等[17]研究了圆

形颗粒填充的多孔介质中高孔隙率下的

两相界面摩擦模型对颗粒床热通量的影

响，通过 Ergun 方程对圆形颗粒填充床

中固相和液相之间的摩擦进行建模，提

出了高孔隙率下的界面摩擦，并对其余

摩擦项进行了相应的修改。Yan 等[18]采

用格子 Boltzmann 方法结合浸没边界法

模拟了圆柱体周围的涡流脱落现象，实

现了具有隐式速度校正的浸没边界格子

Boltzmann 通量求解器，模拟了单个圆



柱周围的涡流脱落现象，并且用不同间

距比和两种排列方式模拟了流体流经两

个固定圆柱体时的涡流脱落现象，显示

了涡流的瞬时轮廓用来说明涡旋脱落，

并给出了阻力系数、升力系数和

Strouhal 数。

Agarwal 等 [19]采用格子 Boltzmann
方法分别结合反弹边界条件和浸没边界

法用于通道内方柱绕流的比较研究，与

传统的 N-S 方程获得的数值模拟结果进

行了对比，反弹边界条件在计算时间上

比浸没边界法更高效，但浸没边界法的

计算精度更高。Suzuki 等[20]采用浸没边

界热格子 Boltzmann 方法对两相流动特

性中固-液和固-固相互作用进行数值模

拟，构建了由热负荷加热的管道中的冰

浆流的简化模型，研究了颗粒直径和雷

诺数对冷流体冷却性能的影响，并且考

虑了排斥模型和粘附模型两种固-固相

互作用模型，进行了对比分析，用来评

估相互作用对冰浆流冷却性能的影响。

Tao 等 [21]通过简化的浸没边界格子

Boltzmann 方法对复杂热流进行模拟，

通过校正分布函数来实现无滑移边界条

件和恒温边界条件，减少了需要修改的

分布函数的数量，大大减少了该方法的

计算负荷，并且通过热圆柱体流动、顶

盖驱动流中的混合对流以及颗粒在长通

道中的沉积等经典案例验证了该方法的

准确性和稳定性。

综上所述，前人对颗粒型多孔介质

内流动传热特性的研究，主要关注颗粒

直径对多孔介质内流体流动的影响，采

用格子 Boltzmann 方法对多孔介质内固

相颗粒特征对流体流动传热影响的研究

还不充分，对于固相颗粒的边界处理方

式还比较简单。本文通过采用格子

Boltzmann 方法对不同固相颗粒直径多

孔介质内的流动和传热进行模拟，结合

浸没边界法对曲面边界进行处理，

获得不同颗粒特征参数时流场特性、升

力系数极差图、时均阻力系数图、温度

场特性等，进而深入分析不同固相颗粒

直径对多孔介质内流动传热的影响。

1 浸没边界-格子 Boltzmann 法

1.1 格子 Boltzmann 方法

格子 Boltzmann 方法是一种介观模

拟方法，通过简单的碰撞和迁移模型对

流体的宏观流动进行模拟，和传统模拟

方法相比，格子 Boltzmann 方法具有程

序简单、复杂边界条件处理简单、并行

特 性 好 等 优 点 ， 不 可 压 热 格 子

Boltzmann 方程如下
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式中：fi为密度分布函数；τf为速度场无

量纲弛豫时间；xα为离散的空间；i 为离

散的速度空间；t 为离散的时间；gi为温

度分布函数；τg 为无量纲内能弛豫时间；

fieq 和 gieq 为对应的平衡态分布函数，表

达式如下
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式中：ρ为流体宏观密度；ωi为权系数；

ei为离散速度；u 为流体局部平衡速度；

T 为流体温度。

流体的宏观密度、宏观速度和宏观

温度如下
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本文采用 D2Q9 模型，如图 1 所示，

在二维模型中，粒子有 9 个离散速度，

D2Q9 模型的速度配置如下
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式中：c=δx/δt，其中δx 为网格步长，δt

为时间步长，并且 x 方向和 y 方向上的

网格步长通常相等，即δx=δy。

图 1 D2Q9 模型图

Fig.1 D2Q9 model drawing

1.2 浸没边界法

本文采用浸没边界法对曲面边界

进行处理，结合了 Feng 等[22]提出的对

密度分布函数的处理方式，在格子

Boltzmann 方程的右端附加外力项，对

含外力项的格子 Boltzmann-BGK 方程

进行离散得到如下式
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式中：Fi为曲面边界处的离散力源项；

Gi为温度分布函数热源项。

拉格朗日网格边界点的速度和温

度如下形式
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式中：x 为欧拉网格点；Xl 为拉格朗日

节点。

方程（7）和（8）中的离散力源项

和热源项可由下式求得
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式中：fe为外部体积力；ge为外部热通

量；fb和 gb 分别为曲面边界作用在流场

上的力密度和热密度，由下式求得
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

  （13）
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式中：δ(x-Xl)为联系欧拉点和拉格朗日

点的狄拉克函数。

将方程（13）和（14）进行离散，

得到其离散形式

,
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式中：D(x-Xl)为一个逼近狄拉克函数的

脉冲函数，形式如下
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式中：h=dx。
2 数值方法验证与分析

2.1 流场验证

圆柱绕流问题是一个典型的曲面边

界问题，常用来作为曲边边界处理格式

的校核算例，本文将通过单圆柱绕流对

格子 Boltzmann 流场和温度场程序进行

验证，圆柱绕流的流动结构与雷诺数 Re
密切相关，模型如图 2 所示，模拟区域

为 100D×20D，圆柱中心和上游入口的

距离为 20D，距通道下壁面 10D，本文

中圆柱直径取 D=10 ，来流速度取

Um=0.1，雷诺数取 Re=100。

图 2 圆柱绕流模型图

Fig 2 The diagram cylindrical flow model

在通道入口处采用非平衡态反弹格

式，在通道出口处采用充分发展边界条

件，在通道的上下边界处采用反弹边界

条件来实现无滑移边界，在圆柱边界处

采用浸没边界法。

升力系数 Cl 和阻力系数 Cd 是圆柱

绕流中两个重要的典型参数，表达式如

下
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式中：Fl为圆柱所受的升力；Fd为圆柱

所受的阻力；ρ为流体密度；Um 为通道

入口流体速度。

本文模拟的结果与以往文献 [23]结

果吻合，涡量图对比如图 3 所示。图 3(a)
为本文模拟的涡量图，可以很明显地观

察到在圆柱上下两侧有自旋方向不同的

涡周期性脱落，在圆柱后方形成著名的

卡门涡街现象，并且本文模拟的圆柱绕

流涡的脱落周期与图 3(b)文献的涡脱落

周期相同。圆柱绕流的升力系数和阻力

系数随循环时间的变化如图 4 所示，其

中无量纲时间 tU/D 作为 x 轴，升力系数

Cl 和阻力系数 Cd 作为 y 轴，可以明显

地观察到升力系数和阻力系数随循环时

间演化呈周期性变化，即升力阻力系数

曲线随着循环时间稳定发展，与文献结

果较为符合。

(a) 本文模拟涡量图

(b) 文献涡量图[23]

图 3 Re=100 时的涡量图

Fig 3 Vorticity diagram when Re=100

图 4 升力系数和阻力系数随循坏时间的变化

Fig 4 Lift coefficient and drag coefficient change

with cycle time

表 1 为本文圆柱绕流模拟结果与以



往文献的研究结果比较。为了确保本文

升力系数和阻力系数的准确，选取了四

组不同研究人员的研究成果进行对比分

析，结果表明，本文的模拟结果与文献

模拟结果相近，本文与 Yan 等[23]均采用

格子 Boltzmann 方法进行模拟，并且在

圆柱边界处均采用浸没边界法进行处

理，所以本文与 Yan 等[23]的模拟结果最

为接近，Braza 等[24]、Liu 等[25]和 Ding
等[26]采用其它数值模拟方法进行研究，

本文的模拟结果相比略大，但相对误差

不超过 2%，可以保证本文采用格子

Boltzmann 方法结合浸没边界法模拟圆

柱绕流结果较为精准。

表 1 Re=100 时圆柱的升力系数和阻力系数

Table 1 Lift coefficient and drag coefficient of

cylinder when Re=100

数值模拟
阻力系数

(Cd)

升力系数

(Cl)

Yan et al. [23] 1.387±0.010 ±0.340

Braza et

al.[24]
1.364±0.015 ±0.250

Liu et al.[25] 1.350±0.012 ±0.339

Ding et al.[26] 1.356±0.010 ±0.287

本文模拟 1.389±0.010 ±0.330

2.2 温度场验证

本文采用热圆柱绕流案例对结合浸

没边界法的换热程序进行验证，本文的

热圆柱绕流模型图如图 5 所示，模拟区

域为 40D×30D，圆柱中心位置坐标为

(10D,15D)，圆柱直径 D=10，来流速度

Um=0.1，初始温度 T0=0，圆柱初始温度

Tm=1，雷诺数 Re=20，普朗特数 Pr=0.7，
流体热导率κ=0.677。

图 5 热圆柱绕流模型图

Fig 5 Hot cylinder flow model diagram

普朗特数用于表征流体的对流换

热过程受流体物理性质的影响情况，其

定义如下

PCPr 


 （21）

式中：μ为流体的动力粘度，CP 为等压

比热容，κ为流体的热导率。

本文模拟的温度场云图与文献[27]对比

图如图 6 所示。图 6(a)为本文模拟的温

度场云图，从图中可以观察到，圆柱上

游的等温线比较密集，主要是受到入口

流体的影响，使得圆柱上游温度梯度较

大，圆柱下游的等温线比较稀疏，温度

梯度较小，并且可以观察到较厚的温度

边界层，与参考文献[27]所提供的温度场

云图相比比较吻合，说明本文采用的浸

没边界法对圆柱曲面边界进行处理较为

精确，保证了本文的单圆柱传热程序的

稳定性和准确性。



(a) 本文温度场云图

(b) 文献温度场云图[27]

图 6 单圆柱绕流温度场云图对比图

Fig 6 Comparison of cloud image of temperature

field around a single cylinder flow

3 结果与分析

本文的圆形颗粒规则排列多孔介

质通道模型图如图 7 所示。流体由通道

左侧流入，流经多孔介质区后经右侧流

出，将对六种不同颗粒直径 D=8、12、
16、20、24、28 对多孔介质内流体流动

的影响进行研究分析，并设定模拟区域

为 L×H=354×204，多孔介质颗粒直径为

D，颗粒中心距 S=32，通道入口处流体

初始速度为 Um=0.1，雷诺数为 Re=40，
普朗特数 Pr=1，颗粒初始温度 Tm=1，
流体初始温度 T0=0，通道壁面绝热，将

多孔介质颗粒进行编号，如图所示，编

号为 N=1~60。

图 7 圆形颗粒规则排列多孔介质通道

Fig 7 Circular particles are arranged regularly in

porous media channels

3.1 流场分析

固相颗粒直径 D=8、12、16、20、
24、28 时多孔介质内的流场云图如图 8
所示。由图 8(a)可以观察到，D=8 时颗

粒后流体出现绕流现象，这是由于固相

颗粒直径较小，颗粒间距较大，颗粒间

的相互影响较小，所以流体在流经固相

颗粒时会发生绕流现象，但是由于颗粒

间距还不够大，不能观察到有明显的涡

脱落，并且在多孔介质内孔喉位置出现

不连续的流体高速区。由图 8(b)可以看

出，D=12 时颗粒后的绕流现象明显减

弱，仅在通道后半部能观察到有绕流现

象的出现，孔隙流速有了明显的增大，

并且在不发生绕流的区域其孔隙流速是

连续的，与 D=8 时出现明显不同。当颗

粒直径 D=16 时，孔隙流速达到最大值，

颗粒后的绕流现象仅在最后两列颗粒后

能观察到，说明随着颗粒直径的增加，

颗粒间的相互影响程度增加，流体水平

流过颗粒间隙，仅有少量流体流过颗粒

后区域，因此在颗粒后方出现低速区。

当颗粒直径 D=20 时，孔隙流速开始出

现衰减现象，流体与前排颗粒发生碰撞，

形成与来流方向相反的流体，降低了来

流流体的流速，流体进入孔隙的初始流



速降低，此时固相颗粒对流体的抑制作

用开始增大，并且随着颗粒直径的继续

增大，固相颗粒对流体的阻碍程度就越

大，孔隙流速又会减小，当颗粒直径

D=28 时，孔隙流速已经低于初始来流

流速，不利于流体在多孔介质内进行流

动。

(a)D=8

(b) D=12

(c) D=16

(d) D=20

(e) D=24

(f) D=28

图 8 不同固相颗粒直径时的流场云图

Fig 8 Flow field cloud image with different solid

particle diameters

颗粒直径 D=8、12、16、20、24、
28 时多孔介质内的流线图如图 9 所示。

由图 9(a)可以观察到，固相颗粒直径

D=8 时，前列颗粒后出现一大一小两个

涡，第二列颗粒后出现单个小涡，这种

涡通常会出现在障碍物后方流体不能进

行有效横向流动的区域，在流线图中可

以看出流体绕着颗粒向后流动，这也解

释了图 9(a)中出现的绕流现象，并且在

相邻两行固相颗粒的孔喉处流线较为密



集，形成不连续的流体高速区。由图 9(b)
可知，D=12 时通道前半部流体流动稳

定，流线绕流颗粒情况减弱，可以观察

到稳定区域的颗粒后均形成了涡，在通

道后端的绕流区颗粒后出现不规律的

涡，这是由于受到绕流的影响，流线路

径较为复杂，颗粒后涡的形成变得不规

律。随着颗粒直径的增大，流体绕流现

象减弱，流线路径趋近于横向流动，但

颗粒后形成的涡对流体流动是有害的，

会使流线路径变得更加曲折。随着固相

颗粒直径继续增大，多孔介质区的孔隙

率降低，多孔介质对流体的阻碍程度大

于对孔隙流速由于孔道截面减小而增大

的促进作用，颗粒间隙流线较少，不利

于流体在其中进行流动。

(a)D=8

(b) D=12

(c) D=16

(d) D=20

(e) D=24

(f) D=28

图 9 不同颗粒直径时的流线图

Fig 9 Flow diagram for different particle

diameters

当流体流经圆形颗粒时，在圆形上

会产生交变作用力，这种作用力会引起



柱体的震动以及柱体材料的疲劳，会对

柱体的结构造成破坏，因此需要分析固

相颗粒直径对圆形升力系数和阻力系数

的影响规律，本文引入升力系数极差值

Cl_sub和时均阻力系数 Cd_mean，其定义如

下：

_ _ _max{ } min{ }sub h hCl Cl Cl  （22）
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其中，Cl_h 为稳态发展并且呈现周期性

变化时的升力系数；Cd_h为稳态发展并

且呈现周期性变化时的阻力系数；ts 为

阻力系数呈现周期性变化的循环时间；

ts,max为阻力系数呈现周期性变化的最大

循环时间。

图 10 为不同多孔介质固相颗粒直

径下通道内各颗粒升力系数极差图和时

均阻力系数对比图。由图 10(a)可知，当

固相颗粒直径 D=8 时，每行颗粒的升力

系数极差值沿着流动方向逐渐增大，并

且后几列颗粒出现异常的波动现象，这

是由于流体在流经固相颗粒时发生了绕

流现象，通道后端各颗粒的升力系数波

动较大，对颗粒造成的损坏较严重，不

同位置的颗粒升力系数存在着差异。

D=12 时每行颗粒的升力系数极差值沿

着流动方向的变化趋势趋于稳定状态，

仅中间两行颗粒出现一次极差值的波

动，并且各颗粒的升力系数极差值总体

小于 D=8 时的极差值，这说明随着颗粒

直径的增大，颗粒的升力系数趋近于稳

定，颗粒升力系数的极差值在减小，颗

粒受到的交变作用力在减小。D=16 时

每行颗粒的升力系数极差值沿着流动方

向处于稳定增大的趋势，并且通道内各

颗粒的升力系数极差值总体减小，但最

后一列颗粒的升力系数极差值明显比其

它颗粒直径时的值大，这说明 D=16 时

最后一列颗粒出现更剧烈的涡脱落现

象，这是由于孔隙流速较大，最后一列

颗粒受到的交变作用力变大，所以导致

升力系数极差值明显增大。D=20 时孔

隙流速开始变小，多孔介质内的绕流现

象不明显，各颗粒的升力系数极差值明

显变小，颗粒受到的交变作用力变小，

颗粒状态较为稳定。D=24、28 时各颗

粒的升力系数极差值为零，说明各颗粒

不受到交变作用力，仅受到方向不变的

单一作用力，颗粒的结构更为稳定。

图 10(b)为各颗粒的时均阻力系数

图，由于固相颗粒直径 D=8、12 时的阻

力系数变化较为复杂，因此拆分成图

10(c)和图 10(d)两幅图分别进行分析，

由图 10(c)可知，固相颗粒直径 D=8 时

颗粒受到流体绕流的影响，颗粒间隙存

在不连续的高速流体区，不同位置颗粒

受到的阻力不同，因此不同位置颗粒的

时均阻力系数差异较大，D=12 时颗粒

受到绕流的影响减小，每行颗粒的时均

阻力系数沿着流动方向呈现先减小后增

大规律，这是因为前列颗粒受到来流流

体的直接冲刷，产生了较大的阻力，而

流体在流经前列颗粒后，会在前列颗粒

后形成低压区，使得后列颗粒受到的压

力减小，因此会出现每行颗粒的时均阻

力系数沿着流动方向减小的现象，而通

道后半部颗粒存在着绕流现象，绕流流

体脱离颗粒后会对颗粒产生一个曳力，

使得通道后半部颗粒的时均阻力系数增

大，因此会出现每行颗粒的时均阻力系

数沿着流动方向先减小后增大的现象。

当 D=16 时仅在后两列颗粒后存在绕流

现象，因此每行颗粒的时均阻力系数沿

着流动方向逐渐减小，仅在后两列颗粒

时均阻力系数增大。由图 10(d)可知，当



通道内不存在绕流现象时，每行颗粒的

时均阻力系数沿着流动方向呈现逐渐减

小的规律，并且随着固相颗粒直径的增

大，前列颗粒对流体的阻碍程度增大，

前列颗粒受到的阻力也增大，因此可以

观察到，随着颗粒直径的增大，各颗粒

的时均阻力系数增大，但由于颗粒直径

D=24、28 时通道后半部孔隙流速较小，

因此 D=24、28 时后四列颗粒的时均阻

力系数小于 D=8、12、16、20 时的时均

阻力系数。

(a)各颗粒的升力系数极差图

(b)各颗粒的时均阻力系数图

(c) D=8、12、16 时各颗粒的时均阻力系数图

(d) D=16、20、24、28 时各颗粒的时均阻力系

数图

图 10 不同多孔介质固相颗粒直径下通道内各

颗粒升力系数极差图和时均阻力系数对比图

Fig 10 Comparison of lift coefficient range and

time-mean drag coefficient of each particle in the

channel with different solid particle diameters in

porous media

3.2 温度场分析

不同固相颗粒直径时的温度场云

图如图 11 所示。由图 11(a)可以看出，

当颗粒直径 D=8 时流体在通道前半部

的温度较低，流体经过与颗粒充分地交

换热量后，温度逐渐升高，由于颗粒直

径较小，流体与颗粒间的换热面积较小，

因此流体与颗粒间的换热效果较差，靠



近壁面处流体的温度较低，壁面与颗粒

间形成一条低温带。当颗粒直径 D=12
时颗粒的换热面积增加，颗粒间孔隙流

速增大，但流体在通道前半部的温度仍

较低，流体与颗粒充分换热后，在通道

尾部仍没有吸收足够的热量。当颗粒直

径 D=16 时，颗粒行间隙变窄，颗粒间

孔隙流速达到最大值，流体与颗粒间的

换热效率较高，流体与固相颗粒进行充

分地换热。当颗粒直径 D=20 时，流体

与固相颗粒间的接触面积继续增大，颗

粒间距变小，通道后半部颗粒间流体的

温度较高，形成了一片高温带，流体的

换热效果较好。当颗粒直径 D=24、28
时，流体流经前列颗粒后就吸收了足够

的热量，但颗粒孔隙流速衰减程度大，

颗粒间距过小，对流体的阻碍程度较大。

(a)D=8

(b) D=12

(c)D=16

(d) D=20

(e)D=24

(f) D=28

图 11 不同固相颗粒直径时的温度场云图

Fig 11 Cloud image of temperature field at different

solid particle diameters

不同固相颗粒直径时的温度等值线

图如图 12 所示。由图 12(a)可以看出，



当颗粒直径 D=8 时流体沿着流动方向

的温度梯度较小，流体与颗粒间的换热

效果较差，颗粒间隙流体的最高温度仅

为 0.85。当颗粒直径 D=12 时，流体沿

着流动方向的温度梯度增大，流体与颗

粒间的换热程度增强，通道末端流体的

温度与颗粒温度相近，流体温度达到

0.95，当颗粒直径 D=16、20 时，流体

与颗粒间充分换热后，流体的温度接近

1.0，（通道后半部没有等温线的区域温

度接近 1.0），说明流体已经吸收了充足

的热量，当颗粒直径增加到 D=24、28
时，颗粒间流体的温度均较高，但颗粒

间距较小，通过多孔介质的体积流量减

少。

(a)D=8

(b) D=12

(c)D=16

(d) D=20

(e)D=24

(f) D=28

图 12 不同固相颗粒直径时的温度等值线图

Fig 12 Temperature contour map at different solid

particle diameters

不同固相颗粒直径时的各列颗粒间

隙流体平均温度对比图如图 13 所示。由



图可知，流体的温度沿着流动方向逐渐

升高，颗粒直径越大各列颗粒间隙流体

的温度就越高，由于通道壁面附近温度

较低，因此平均温度略有降低，流体与

第一列颗粒的温差最大，随后流体沿着

流动方向的温度变化逐渐变缓。随着颗

粒直径的增大，流体与颗粒间的换热效

果增强，通道壁面附近低温带变窄，流

体的平均温度升高。当固相颗粒直径

D=24、28 时，流体与前列颗粒进行换

热后，流体的平均温度就达到了 0.9 左

右，并且第二列颗粒后的温度曲线接近

重合。

图 13 不同固相颗粒直径时的各列颗粒间隙流

体平均温度对比图

Fig 13 Comparison diagram of mean fluid

temperature in the intergranular space of

different columns with different solid particle

diameters

4 结 论

本文采用格子Boltzmann方法对多

孔介质内不同固相颗粒直径对流体流动

和传热的影响进行模拟研究，分析了不

同固相颗粒直径对流场和温度场的影响

规律。主要内容如下：

（1）采用格子 Boltzmann 方法对多

孔介质内的流动传热情况进行模拟，在

圆形固相颗粒边界处采用浸没边界法进

行处理，提高了计算精度。

（2）分析了六种颗粒直径 D=8、
12、16、20、24、28 对多孔介质内流体

流动的影响情况，颗粒直径较小时流体

会出现绕流现象，在多孔介质内孔喉位

置出现不连续的流体高速区，颗粒升力

系数极差值和时均阻力系数的波动较

大，颗粒受到的交变作用力和阻力较大，

随着颗粒直径的增大，绕流现象逐渐减

弱，固相颗粒对流体的阻碍程度增大，

流体进入多孔介质的初始流速降低，颗

粒孔隙流速呈现先增大后减小的规律，

颗粒受到的交变作用力和阻力同样呈现

先增大后减小的规律。

（3）分析了六种颗粒直径对多孔介

质内流体传热的影响情况，颗粒直径较

小时，流体与颗粒间的接触面积较小，

流体在通道前半部的温度较低，流体与

颗粒间的换热效果较差，随着颗粒直径

的增大，流体与颗粒间的换热效率提高，

颗粒间流体形成一片高温区域。
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考虑 LTNE效应多孔介质-自由流通道内界面速度
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摘 要：采用局部非热平衡法对部分填充多孔介质平行平板非对称通道内流体流动换热性能进行研究，考虑界面处速度滑移

效应的影响，得到了各区域速度分布、温度分布以及努塞尔数的精确解析解，分析了速度滑移系数、达西数、毕渥数、导热

系数比、多孔层填充厚度等对速度、温度和努塞尔数的影响，并与采用局部热平衡模型下结果作比较。研究表明：考虑速度

滑移条件时在界面处出现了速度不连续现象，随速度滑移系数增加或达西数减小，速度不连续现象逐渐减弱；较低导热系数

比时存在临界多孔介质填充厚度使努塞尔数达到最低，而在较高导热系数比时存在使换热效果最佳的多孔介质填充厚度，且

此最佳多孔介质填充厚度随达西数的减小或毕渥数的增加而增大；随导热系数比、达西数及多孔层厚度减小及毕渥数增加时

局部非热平衡程度减弱，局部热平衡法适用，而速度滑移系数对局部非热平衡程度影响小且对通道内各区域温度及努塞尔数

影响也小。

关键词：多孔介质；局部非热平衡；速度滑移；界面
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Analytical solution of flow and heat transfer in porous media-free flow channel under

the condition of interface velocity slip considering LTNE effect
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Abstract: The local thermal non-equilibrium method was used to study the fluid flow and heat transfer performance in

parallel plate asymmetric channels partially filled with porous media. The effect of velocity slip at the interface is

considered. The accurate analytical solutions of velocity distribution, temperature distribution and Nusselt number in each

region are obtained. The effects of velocity slip coefficient, Darcy number, Biot number, thermal conductivity ratio and

porous layer filling thickness on velocity, temperature and Nusselt number are analyzed and compared with the results using

local heat balance model. The results show that the velocity discontinuity appears at the interface when the velocity slip

condition is considered. With the increase of velocity slip coefficient or the decrease of Darcy number, the velocity

discontinuity gradually weakens. When the thermal conductivity ratio is lower, there is a critical porous medium filling

thickness to minimize Nusselt number. However, when the thermal conductivity ratio is high, there is a porous medium

filling thickness that can optimize the heat exchange effect. And that fill thickness of the optimal porous medium increase

with the decrease of Darcy number or the increase of Biot number; As the thermal conductivity ratio, Darcy number and

porous layer thickness decrease and the Biot number increases, the degree of local non-thermal balance decreases, and the

local thermal balance method is applicable. The velocity slip coefficient has little influence on the degree of local

non-thermal equilibrium and on the temperature and Nusselt number of each region in the channel.

Key words: porous media; local thermal non-equilibrium; velocity slip; interface
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0 引言

部分填充多孔介质通道内流体流动及传热传质

现象在自然界和工程实际中普遍存在[1-4]，如石油开

采、地热工程、水土保持、热交换器、太阳能集热

器、核废料处置等。在多孔介质-自由流耦合通道内，

流体通过界面在两个区域间进行对流换热和热质扩

散，界面效应的影响是不可忽略的，对其内部复杂

界面条件的研究具有重要意义，成为许多研究者关

注的对象。

Beavers 和 Joseph[5]在 1967 年采用实验研究方

法首先发现了在多孔介质-自由流界面处存在速度

滑移现象，并提出了界面处速度滑移的数学表达式

（简称 B-J 模型），利用无量纲速度滑移系数α处理

界面条件问题，且速度滑移系数α取值范围在 0.1-4
之间。Beavers 等[6,7]研究了以多孔介质为边界的平

行平板通道内流体流动特性，发现在考虑多孔介质

表面滑移速度模型下层流区的实验结果与理论预测

吻合得很好，进一步验证了所得速度滑移边界条件

的正确性。Talor[8]和 Richardson[9]在对速度滑移现象

研究时认为速度滑移系数α不仅与多孔介质结构有

关，还与多孔介质流动通道高度有关。Kroker 等[10]

采用多分辨率任意多项混沌展开式研究了耦合

Stokes–Darcy 流问题。Hsu 和 Cheng[11]给出了半无

限大多孔介质上共轭 Couette 流动的摄动近似解析

解，通过与 B-J 模型比较得到了滑移系数的显式解

析表达式。Sahraoui 和 Kavian[12]在对多孔介质界面

滑移与无滑移速度边界条件研究时发现速度滑移系

数α不仅是多孔介质结构的函数，而且与流体流动

方向、雷诺数及流动区域范围等有关。Bars 和

Worster[13]对 B-J 实验通道内的泊松流进行了数值研

究，发现利用体积平均法对界面区域进行计算的结

果与 B-J 的实验结果吻合很好。Chandesris 等[14]研

究了可渗透体上的单相 Poiseuille 流动，在多孔介质

区和自由流体区之间引入了一个具有快速变化特性

的非均质过渡区，导出了在多孔介质与多孔介质界

面处必须适用的边界条件并与 B-J 模型所得结果进

行了比较。He 等[15]在多孔介质区采用 Darcy 模型，

在多孔介质区与自由流体区界面处采用 B-J 界面条

件，进一步分析了 B-J 模型的适用性。Yang 等[16]

在界面处采用 B-J 速度滑移模型，分析了局部非热

平衡(LTNE)条件下多孔流体界面的热条件，得到了

多孔介质通道内各区域速度分布、温度分布以及努

塞尔数的精确解析解，并验证了局部热平衡（LTE）
条件的有效性。Kim 等[17]采用 LTE 模型和 LTNE 模

型对下侧施加均匀热流，上侧绝热的部分填充多孔

介质通道进行研究，发现当达西数 Da 减小时 LTE
模型适用，且当多孔介质填充厚度为 0 时努塞尔数

Nu=5.385 。 Mahmoudi 等 [18] 采用局部非热平衡

(LTNE）法分析了部分填充多孔介质材料通道内强

化换热问题，并检验了局部热平衡（LTE）法的有

效性，发现当多孔层填充厚度较小时局部热平衡模

型有效，但随着多孔层厚度的增加，局部热平衡模

型不再适用。Mohsen 等[19]采用 LTE 模型和 LTNE
模型对下侧施加均匀热流，上侧绝热的部分填充多

孔介质通道进行研究，获得了多孔介质通道内温度

分布、努塞尔数以及局部和总熵生成速率，分析了

温度场和努塞尔数的变化。Yang 和 Vafai[20]采用局

部非热平衡法，分析了通道内的温度变化，研究了

完全填充多孔介质的通道内的传热过程，以及内部

产生的热量。

以上研究中虽有学者对界面速度滑移现象以及

换热性能进行研究，但在研究速度滑移模型时均未

考虑非对称多孔介质通道内的流体流动及换热问

题，且未发现采用局部非热平衡法并结合 B-J 界面

条件对非对称多孔介质填充通道内的流体换热进行

研究。本文考虑非对称通道内流体流动及换热问题，

采用 B-J 速度滑移模型，并采用局部非热平衡发，

对底部部分填充多孔介质非对称平行平板通道内的

流动换热现象进行理论研究，得到速度分布、温度

分布及努塞尔数的精确解析解，进一步分析速度滑

移系数α、达西数 Da、毕渥数 Bi、导热系数比 K、

多孔层填充厚度γ等对流体流动和换热性能的影响，

并与采用局部热平衡模型下的结果进行比较。

1 物理模型及其假设

本文所研究的物理模型为底部填充多孔介质层

的非对称平行平板通道，如图 1 所示。上层为自由

流体区域，下层为多孔介质区域，二者相交处为界

面，上下层均受非渗透性固体壁面边界条件的限制。

通道上平板绝热，下平板加以均匀的热流密度 wq ，

通道总高度设为 H，多孔层厚度为γH（γ取值范围

为 0 到 1）。假设流经此模型时的流体状态为不可

压缩层流，流动换热处于充分发展段，多孔层特性



为各向同性，渗透率和流体导热系数等物理参数为

常数，在界面处采用 Beavers 和 Joseph[5]所提出的

B-J 速度滑移模型。

图 1 部分填充多孔介质通道结构
Fig.1 Partially filled porous media channel structure

2 数学模型及解析解
2.1 数学模型

假定通道内流体运动状态为水平压力梯度

xp d/d 驱动的充分发展的层流状态。考虑 B-J 速度

滑移模型时，多孔层内流体运动符合 Darcy 定律，

则多孔介质区和自由流体区运动方程分别为：
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式中： f1u 为多孔层内的流体速度， f2u 为通道

内自由流体区内的流体速度， f 为流体动力粘度，

k 为多孔介质渗透率。

采用局部非热平衡（LTNE）模型，将多孔介质

区内流体和固体骨架区别对待，分别建立能量平衡

关系式[20]，则多孔介质区内流体相和固体相能量方

程分别为：
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自由流体区能量方程为：

2
2f

2

f
2f

2fp
d

d
d

d
Y
Tk

x
Tuc  （5）

式中： f1T 为多孔介质区流体相温度， sT 为多

孔介质区固体相温度， f2T 为自由流体区温度， fk 为

流体的导热系数， efk 和 esk 分别为多孔介质区流体

有效导热系数和固体骨架有效导热系数， sfh 为流体

与固体间的表面对流换热系数， sf 为多孔介质比

表面积，  为流体密度， pc 为定压比热容。

上述方程组对应的边界条件[16,19]为：
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其中，α为速度滑移系数，取值范围为 0.1-4[5]，

其影响因素与自由流体区高度、流体流动方向、雷

诺数、多孔介质材料等有关， iu 为多孔介质区与自

由流体区界面处的流体速度。

由 于 流 动 换 热 处 于 充 分 发 展 段 ， 所 以

x
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d
d f2f1  =常数，根据能量守恒可以得知：
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式中 mu 为平均速度。

为简化计算，研究一般性规律，引入以下无量

纲变量[19]，从而将方程进行无量纲化。
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2.2 无量纲速度解

对通道内的流体运动方程公式（1）和（2）无

量纲化，得到多孔介质区和自由流体区无量纲运动

方程：
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无量纲边界条件[16]为：
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因此可求得自由流体区运动方程：
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其中界面处速度为：
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通道内平均速度可采用下式进行计算：

自由流体区 界面H

绝热
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求得通道内平均速度为：
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2.3 无量纲温度解

多孔介质区流体相和固体相无量纲能量方程

为：
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自由流体区无量纲能量方程为：
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式中，Bi 为毕渥数，θ为无因次温度。

无量纲化后的边界条件[19]为：
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求得各区域温度方程为：
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2.4 努塞尔数 Nu

努塞尔数 Nu 表征了对流换热的强弱程度，对

于通道高度为 H，下侧施加均匀热流 wq ，上侧绝热

的部分填充多孔介质通道，其 Nu 数可根据下式计

算[19]：
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式中 m 为通道内无量纲平均温度：
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2.5 局部热平衡模型

采用局部热平衡法，多孔介质区内流体相和固

体相温度相等 sf1 TT  ，通道内多孔介质区和自由流

体区能量方程为：
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边界条件为：
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求得多孔介质区和自由流体区温度方程为：
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式中：
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其 Nu 数仍可根据公式（34）进行计算。

3 解析解模型验证

为了验证本文局部非热平衡模型计算结果的正

确性，我们重复了 Yang 和 Vafai[20]的工作，采用局

部非热平衡模型对上下壁面施加均匀热流完全填充

多孔介质通道内的传热特性进行研究，并得到了 Nu
数同导热系数比 K 的关系曲线，如图 2 所示。在导

热系数比 K<0.1 范围内 Nu 数变化曲线近似为一条

直线，但当导热系数比 K>0.1 之后 Nu 数迅速增加，

表明在较低导热系数比范围内 Nu 受导热系数比的

影响近似忽略不计，在较大导热系数比下的 Nu 数

受导热系数比的影响较大，所得 Nu 数变化曲线同

Yang 和 Vafai[20]结果吻合。此外，当平板下侧施加

均匀热流而上平板绝热时，在多孔层填充厚度为 0
时，即未填充多孔介质时与 Kim 等[17]同条件下的

Nu 数相等，证明了本文采用局部非热平衡模型计算

结果的正确性。
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图 2 本文结果与文献结果比较
Fig.2 Comparison between the results of this paper and those

of the literature

4 计算结果分析与讨论
4.1 速度场分析

图 3 给出的是多孔层厚度γ=0.5，Da=10-3，不

同速度滑移系数α情况下多孔介质-自由流耦合通道

内流体速度分布。由图可以看出，当多孔介质区内

采用Darcy模型并在界面处应用Beavers和 Joseph[5]

所提出的 B-J 速度滑移模型时，在多孔介质层的上

下界面处（Y=0 及 Y=0.5）均出现了速度不连续现

象[5,16]，在与自由流体区接触界面处速度未连续，

与多孔介质接触的非渗透性固体壁面处速度不为

0。在速度滑移系数较小（α=0.1）时，速度不连续

现象十分明显，当α值逐渐增大时，自由流体区界



面处速度逐渐减小且减小幅度较大，而多孔介质区

速度随速度滑移系数α的增加而逐渐增加，因此在α
逐渐增大时，界面处自由流体区速度和多孔介质区

速度相互接近，速度不连续现象逐渐减弱。此外，

较大速度滑移系数α下的各区域速度分布曲线相互

接近，表明在较大速度滑移系数下，速度滑移系数

的改变对速度影响较小。
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图 3 γ=0.5 时，α对流体速度分布影响
Fig.3 The effect of α on the velocity profiles for γ=0.5

图 4 为多孔层厚度γ=0.5，速度滑移系数α分别

为 0.1 和 4 时不同 Da 数下的速度分布曲线。由图可

知，在不同 Da 数下的速度分布曲线中，Da=10-2 时

界面处速度不连续现象最为明显，当 Da 数从 10-2

变化到 10-5 时速度不连续现象逐渐减弱，表明随 Da
数减小，多孔介质渗透能力降低，导致自由流体区

内流体运动曲线逐渐接近非渗透壁面内的对称抛物

线，从而造成界面处速度不连续现象逐渐减弱。在

图 4（a）中，当速度滑移系数较小（α=0.1）时，

各 Da 数下的多孔介质区速度较小，而自由流体区

界面处速度较大，界面处速度不连续现象较为明显。

在图 4（b）中，在速度滑移系数较大（α=4）时，

多孔介质区速度增加，自由流体区界面处速度逐渐

减小，界面处速度不连续现象逐渐减弱，尤其是在

较小 Da 数（如 Da=10-5）时自由流体区界面处速度

和多孔介质区速度分布曲线近似重合连接，此时速

度不连续现象近似消失。
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（a）α=0.1
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（b）α=4
图 4 不同α下 Da 对速度分布的影响

Fig.4 The effect of Da on velocity distribution under different
α

4.2 温度场分析

本文温度场分析中，多孔介质区内流体相温度

变化曲线用虚线表示，固体相温度变化曲线用实线

表示。图 5 是多孔层填充厚度γ=0.9，Bi=0.1，K=10，
Da=10-3 和 10-5 时不同速度滑移系数α情况下的温度

分布曲线。由图可知，Da=10-3 和 10-5 时，当采用

LTNE 模型，对多孔介质区内固体相和流体相温度

区别对待时，多孔介质区内流体相和固体相温度分

布曲线有所区别。多孔介质区内固相温度变化近似

为一条直线，不同速度滑移系数α下的固相温度分

布曲线相互接近，说明速度滑移系数对多孔介质区

固相温度影响很小，近似忽略不计，而多孔介质区

内流体相温度变化曲线与固体相不同，为一条曲线，

流体相温度变化范围大于固体相，且随速度滑移系

数α的增大（ 41.0  ），多孔介质区内流固两相温

差逐渐增大，但增大程度较小，特别是较大α下，

对局部非热平衡程度影响可以忽略。自由流体区流

体相温度曲线在各速度滑移系数α下彼此接近，特

别是较大α下的温度曲线更是几乎重合。此外，对



比 Da=10-3 和 Da=10-5 时的温度变化曲线可知，当

Da 数较小（Da=10-5）时，即多孔介质渗透率较小

时，不同速度滑移系数下的多孔介质区内固液两相

温度分布曲线差距明显减小，局部非热平衡程度减

弱，说明多孔介质渗透率降低会使多孔介质区内温

度变得更加均匀，使其更加接近于局部热平衡状态。
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（a）Da=10-3
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（b）Da=10-5

图 5 不同 Da 数下，α对温度分布的影响
Fig.5 Effect of α on temperature distribution under

different Da numbers
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（a）α=0.1
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（b）α=1.0
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（c）α=4.0
图 6 不同α下，多孔层填充厚度对温度分布影响

Fig.6 Effect of porous layer filling thickness on

temperature distribution under different α

图 6 给出的是 Da=10-3，Bi=0.1，K=10，速度

滑移系数α分别为0.1,1,4时不同多孔介质填充厚度γ
下的温度分布曲线。由图可知，在多孔层填充厚度

较小（γ=0.1,0.3）时，多孔介质区内固液两相温度

分布曲线近似重合成一条直线，表明在较小填充厚

度时局部非热平衡近似接近于局部热平衡状态。当

多孔层填充厚度较大时，如γ=0.7 和 0.9 时，多孔介

质区内固液两相温度差别明显，局部非热平衡程度

明显，这与 Mahmoudi 等[18]采用界面处速度和应力

均连续模型研究中间填充多孔介质对称通道所得结

论一致。随着多孔层厚度的增加，自由流体区温度

逐渐增加，且增加较为明显，但曲线变化范围逐渐

减小。多孔介质区内固相温度随多孔介质填充厚度

的增加而逐渐增加，但其增加程度仅在较大填充厚

度时较为明显，且当多孔层厚度较大时流体相温度

变化范围较大，流固两相温差增大，而在较小多孔

层填充厚度时多孔介质区内流体相与固体相温度重

合。此外，对比不同速度滑移系数α下的温度变化



曲线，可以看出随速度滑移系数α增大各区域温度

变化范围逐渐增大，但其增大程度逐渐减小，特别

在较大α下（对比图 6（b）和（c））这种增大程度

可以忽略，速度滑移系数的变化对局部非热平衡程

度的影响很小，而多孔介质填充厚度对温度及局部

非热平衡程度的影响较α更为明显。

本文导热系数比K所表示的物理意义为多孔介

质区内固相有效导热系数和流体相有效导热系数之

比，为研究导热系数比对温度变化的影响，图 7 给

出了γ=0.9，Da=10-3，Bi=0.1 时不同导热系数比 K
下各区域温度变化曲线。由图可知，在导热系数比

K 较大（K=10）时，多孔介质区内流固两相之间温

差较大，局部非热平衡程度较大。当导热系数比 K
较小（K=0.1）时，流体相和固体相温度变化范围

较 K=10 时小，尤其是多孔介质区流体相温度变化

范围明显小于导热系数比 K=10 时的情况，此时流

固两相之间温差大大减小，表明减小导热系数比 K
会明显使多孔介质区流固两相温差减小，局部非热

平衡程度减弱，这与前人[18,20]所得研究结论一致。

此外，由图 7（a）和（b）可知仅在较大 K 值时，

随速度滑移系数α增大多孔介质区流固两相温差增

大有所明显，但其变化范围同改变导热系数比对其

影响要小的多，因此可知改变导热系数比 K 对温度

以及局部非热平衡程度的影响要大于改变速度滑移

系数的影响。
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（a）K=0.1
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（b）K=10
图 7 不同导热系数比 K 对温度分布影响

Fig.7 Effect of different thermal conductivity ratio K on
temperature distribution

4.3 努塞尔数 Nu

图 8 为 Da=10-3，K=10，Bi=0.1,1,10,100 时局

部非热平衡模型和局部热平衡模型下 Nu 数变化曲

线。由图可知，当 Bi=0.1 时，存在一个临界多孔介

质填充厚度约为 0.7，当多孔层厚度γ<0.7 时，采用

LTNE 模型时的 Nu 数变化曲线与采用 LTE 模型时

的 Nu 数变化曲线近似重合，而当γ>0.7 时，LTE 模

型下的 Nu 数则会大于 LTNE 模型下的 Nu 数，即仅

在较大多孔介质填充厚度下采用 LTNE 模型和 LTE
模型所得 Nu 数会有所区别。此外，随着 Bi 数的增

加（ 1001.0  ），这种区别会逐渐减小，临界多孔

介质填充厚度会逐渐增加，LTNE 模型下的 Nu 数逐

渐增大并接近于LTE模型下的Nu数，特别在Bi=100
时，采用 LTNE 与 LTE 模型的 Nu 数变化曲线近乎

重合。这是因为 Bi 数表征了流体与固体骨架之间的

换热强弱，当通道内填充多孔介质比例较大时，增

大 Bi 数，则通道内流体与固体骨架之间换热增强，

流固两相之间的局部非热平衡效应减弱，逐渐接近

于局部热平衡状态，即 LTNE 模型逐渐接近于 LTE
模型，此时 LTE 模型适用。此外，在图中可以看到

当速度滑移系数变化时，对采用 LTE 及 LTNE 模型

时不同γ下的 Nu 数影响均不大，进而对局部非热平

衡程度影响也小。
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（a）Bi=0.1
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（b）Bi=1.0
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（c）Bi=10
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（d）Bi=100

图 8 Bi=0.1,1,10,100 时 LTNE 模型和 LTE 模型 Nu 数对比
Fig.8 Comparison of Nu number between LTNE Model and

LTE Model at Bi=0.1,1, 10,100

图 9 中给出的是 Da=10-3 和 10-5，Bi=0.1 和 10，
K=0.1 和 10 时 Nu 数随多孔层厚度γ的变化曲线。由

图可知，在不同条件下，Nu 数和γ之间的关系曲线

不同。在较低导热系数比（K=0.1）时各速度滑移

系数下的 Nu 数随多孔层厚度先减小后增加，即存

在一个临界多孔介质填充厚度使换热程度达到最

低，且对比图 9（a）和（b）发现当 K 较小时，Bi
数的变化对 Nu 数的影响较小，当 Bi 数由 0.1 变化

到 10 时，Nu 数没有太大变化，表明在较低导热系

数比时改变 Bi 数不会有效增强换热效果；此外，在

多孔层厚度γ一定时，随 Da 数减小 Nu 数减小，即

在 Da=10-5 时 Nu 数小于 Da=10-3 时的 Nu 数。在较

高导热系数比（K=10）时可以发现随多孔介质填充

厚度的增加，各速度滑移系数下的 Nu 数先增加后

减小，出现了极大值点，说明存在一个使换热效果

最佳的多孔介质填充厚度，且此最佳多孔介质填充

厚度随 Da 数的减小而增大，如图 9（c）和（d）所

示。此外，对比图 9（c）和（d）可知此最佳多孔

介质填充厚度也随 Bi 数的增加而增大，特别是在

Da=10-5 时，随多孔介质填充厚度的增加已基本呈现

单调增加的趋势，在γ趋近于 1 时达到最大，意味着

完全填充多孔介质的换热效果最强。此外，从图 9
（a）-（d）中还可以看出速度滑移系数α=0.1 时的

Nu 数变化曲线稍有异于其它速度滑移系数下的 Nu
数变化曲线，在较大速度滑移系数下的 Nu 数变化

曲线相互接近，Nu 数值相差不大或近似重合，因此

改变速度滑移系数α对Nu数的影响及临界多孔介质

填充厚度影响均不大，且 K、Bi 数及 Da 数对 Nu
数的影响大于速度滑移系数对 Nu 数的影响。
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（d）K=10，Bi=10
图 9 Da=10-3和 10-5，Bi=0.1 和 10，K=0.1 和 10 时 Nu 数随

γ变化曲线

Fig. 9 Curves of Nu number with γ when Da = 10-3 and 10-5, Bi

= 0.1 and 10, K = 0.1 and 10

5 结 论

采用界面 B-J 速度滑移模型并结合局部非热平

衡法对部分填充多孔介质非对称通道内流体流动传

热特性进行研究，得到了复合通道内各区域流体速

度分布、温度分布以及 Nu 数的精确解析解，分析

了不同速度滑移系数α、达西数 Da、毕渥数 Bi、导

热系数比 K 以及多孔介质填充厚度γ等对流体流动

和换热性能的影响。并与采用局部热平衡模型下结

果作比较，得出：

（1）采用界面速度滑移条件时在多孔介质层

的上下界面处出现了速度不连续现象，且速度不连

续现象随速度滑移系数α增加或Da数减小而逐渐减

弱。

（2）在较大 Bi 数、较小导热系数比 K、较小

多孔介质填充厚度γ及较小Da数下局部非热平衡程

度较弱，局部热平衡法适用。而随速度滑移系数α
的增大，多孔介质区内流固两相温差逐渐增大，但

增大程度较小，特别是在较大α下，对局部非热平

衡程度影响可以忽略。

（3）在较小导热系数比 K 时，Nu 数随多孔层

填充厚度γ先减小后增加，存在使换热效果最低的临

界填充厚度；在较大导热系数比 K 时，Nu 数则随

多孔层填充厚度γ先增大后减小，存在使换热效果最

佳的多孔介质填充厚度γ，且此最佳多孔介质填充厚

度随 Da 数的减小或 Bi 数的增加而增大；改变速度

滑移系数α对Nu数及临界多孔介质填充厚度影响均

小。
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摘要：为更深入了解并预测多孔电极内过冷水结冰的现象，本文在异相成核理论的基础上考虑孔隙结

构的影响，结合催化剂层三维模型，提出一种新的多孔电极内结冰模拟方法，计算了接触角、基底角

度等因素对成核率与结冰时间的影响。结果表明，在同一过冷度下，成核率随基底角度的上升呈现指

数倍下降，表明基底角度能显著影响成核率；增加接触角能降低成核率，可延长结冰所需时间，但当

接触角大于 150°时，继续增加接触角成核率降低减缓。

关键词：多孔电极；零下启动；过冷液滴；异相成核

0 引言

质子交换膜燃料电池汽车因充氢时间短、续航里程长，逐渐成为新能源汽车领域新

的研发热点[1]，但其作为车用动力时的零下启动能力是燃料电池汽车冬季运行面临的最

大挑战。Ishikawa 等学者在零下工况的燃料电池工作中发现液态过冷水能在-10 ℃存在[2]，

而燃料电池内的过冷水结冰会造成气体通道堵塞和电池性能下降[3]，甚至导致冷启动失

败。探究过冷水在燃料电池多孔电极中的结冰机理，提出延缓过冷水结冰的方法可以有

效提升燃料电池冷启动性能。

在关于过冷液滴结冰的研究中，普遍采用异相成核和同相成核的经典模型，分子运

动形成小团簇，团簇的自由能受到过冷度和团簇大小的影响，当团簇到达临界尺寸时自

由能最大，极易发生成核并继续生长。Xuan Zhang 等[4]研究了过冷液滴成核结冰的影响

因素，并建立了相关模型。A. Theodorakakos 等[5]观察了在不同气体流速下多孔材料表

面的液滴形状，发现液滴形态也会影响成核过程。

直接对过冷水液滴在燃料电池中的结冰模拟较少，Ishikawa 团队[2,3]根据异相成核理

论推导成核率，并建立了过冷水结冰动力学模型[6]。在其模型中，过冷度越大、接触角

越小，结冰速率越快。Weber 团队除过冷水成核外还在模型中耦合了冰的生长过程[7,8,9]。

他们将异相成核理论和冰的生长相结合，采用 JMAK 模型[10]计算成核率，并引入 Stefan
生长理论以描述固态相的生长，计算了理论上结冰的平均时间。Weber 团队的进步之处

在于将结冰的概率问题以及冰生长的影响添加到过冷水模型中，对燃料电池中的结冰过

程有了更全面的考量。

关于过冷水的结冰在燃料电池整体的零下启动中也有很多研究[11,12]，但是无论是对

电池整体还是微观液滴的模拟中，对多孔电极形状的影响考虑并不充分，只是考虑到了

平整基底上的异相成核。多孔电极的形状结构十分复杂，根据异相成核理论，在不平整
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的基底上，成核率存在变化，所以探究孔隙形态对多孔电极内过冷水结冰影响十分重要。

本文在异相成核经典理论的基础上，建立了考虑孔隙结构对于过冷水结冰影响的模

型，对多个基底角度上的过冷液滴在不同过冷度、接触角的成核率进行计算，并分析这

三个因素对于过冷水结冰的综合影响，证明多孔电极孔隙形状对于过冷水结冰的影响不

可忽视。接着结合催化剂层三维模型的孔隙结构，分析过冷度、接触角这两个因素对整

体结冰时间的影响。

1 多孔电极内过冷水结冰模型建立

模型中考虑过冷液滴中由于分子涨落形成的分子集合体，称为团簇；在团簇大于临

界半径�∗时会自发地成长，意味着亚稳态流体中出现了晶体相，这样的集合体被称为晶

核[13]。计算晶核形成的位点和时间可以推测多孔电极中发生结冰的情况。

考虑孔隙结构影响的多孔结构内过冷水结冰模型构建思路如图 1 所示，划分为三个

大部分：团簇几何关系与成核率计算、催化剂层三维建模与特征提取、结冰时间计算。

图 1 多孔电极内过冷水结冰模型思路

该模型存在以下四点假设：(1)研究的样品区域处于催化剂层中央降温均匀，各处结

构相似，排除边界效应；(2)认为液态水完全充满孔隙，不考虑降温过程中的过冷水移动

和液态水含量变化；(3)模型只考虑团聚物等颗粒之间的孔隙，忽略颗粒内部的小孔；(4)
认为在小区域内冰生长所需的时间远小于成核时间，即在成核发生后短时间内完成结冰。

1.1 团簇几何关系与成核率计算

1.1.1 团簇的存在形式与几何关系

α θ

(a) (b) (c) (d)

图 2 团簇在基底上的存在形式

(a) 1-1：θ < 90° α < 90° (b) 1-2：θ > 90° α > 90° (c) 2-1：θ > 90° α < 90° (d) 2-2：θ < 90° α > 90°

对于附着在多孔电极基底上的过冷水液滴中的团簇，存在着固定的接触角θ，同时

我们定义基底平面相交夹角为基底角度，它的一半为α。在计算时需要做出三点假设：

不考虑多孔电极在纳米尺度的物性参数不均一性，在团簇接触的面积内接触角处处相等；

对多孔电极微纳尺度的轮廓做以简化，将轮廓简化为多条折线构成的多边形，团簇接触

范围内只存在一个转角；不考虑气液界面对于团簇形状的影响，认为团簇均处于液滴内



部。根据接触角θ和基底角度，团簇的存在形式可以分为四种类型，如图 2 所示。

在第一组中首先计算接触角与基底角均小于 90°的情况，对应图 2(a)。由于在基底

不平整的情况下只有特殊情况下存在解析解，需要通过积分计算体积的数值解。将整个

球体补全并延长基底平面，垂直于基底平面作剖面图，如图 3(a)所示。

(a) (b)

图 3 基底角度小于 180°、接触角小于 90°时示意图

(a)垂直于基底平面的剖面图；(b)沿图中箭头所示基底平面所作剖面图。

将球心到基底平面的距离记为 h，其计算公式为：

ℎ = �cos� (1)
其中，R 为团簇半径。沿基底平面做剖面图，如图 3 (b)所示，将两个基底平面的交

线在团簇中长度的一半记为 l，是计算体积时的积分上限，计算公式为：

� = (�sin�)2 − (ℎtan�)2 (2)
其中γ为圆心与基底平面交线连线和 h 的夹角：

� =
π
2

– �#(3)

团簇体积通过图 3 (a)中的蓝色区域面积积分得到，蓝色区域与绿色区域组合的扇形

圆心角为β，随着积分进行半径缩小β会发生改变，计算方法为：

� = arcos
ℎ

�2 − �2
− �#(4)

以�为积分变量，蓝色区域面积沿 l 方向积分可以得到情况 1-1 的团簇体积�1−1：

�1−1 = 4
0

� 1
2

�2 − �2 � −
1
2

ℎ �2 − �2 − ℎ2 − ℎtan� d�� #(5)

情况 1-1 对应的团簇与基底接触的表面积为���1−1：

�sc1−1 = 2 �sin� 2 arcos
ℎtan�
�sin�

− �ℎtan� #(6)

情况 1-1 对应的团簇与过冷水接触的表面积�cl1−1需要用球锥总体积除半径得到：

�cl1−1 =
( �sc1−1ℎ 3) + �1−1

� 3 #(7)

那么对于与情况 1-1 互补的情况 1-2，接触角与基底角均大于 90°，如上文所述，

三个参数分别为：



�1−2 =
4
3

π�3 − �1−1#(8)

�sc1−2 = �sc1−1#(9)
�cl1−2 = 4π�2 − �cl1−1#(10)

其中，�1−2为情况 1-2 对应团簇体积，�sc1−2为情况 1-2 对应的团簇与基底接触的表面积，

�cl1−2为情况 1-2 对应的团簇与过冷水接触的表面积。

αh αh αh

(a) (b) (c)

图 4 基底角度小于 180°、接触角大于 90°时积分的三个阶段

(a)半径大于球心与基底平面交线连线；

(b)半径小于球心与基底平面交线连线，但是大于球心到基底平面的距离；

(c)半径小于球心到基底平面的距离

下面计算情况 2-1 即接触角大于 90°而基底角小于 90°的情况。同情况 1-1 作剖面

图，随着半径的变化分为三个阶段，在半径大于球心到基底平面交点距离时，如图 4(a)
所示，即积分时� < �1，其中：

�1 = �2 − ( ℎ sin�)2 (11)

此时计算蓝色区域与绿色区域面积和并求积分得到该部分体积：

�1 =
0

�1 1
2

�2 − �2 π
2

+ � − arcos
ℎ

�2 − �2
+

1
2

ℎ
ℎ

tan�
+ �2 − �2 − ℎ2 d�� #(12)

当半径大于球心到基底平面的距离而小于球心到基底平面交点距离时，如图 4(b)所
示，即�1 < � < �2，其中：

�2 = �2 − ℎ2#(13)

此时该部分体积为：

�2 =
�1

�2 π
2

�2 − �2 − �2 − �2 arcos
ℎ

�2 − �2
− ℎ2 tan arcos

ℎ
�2 − �2

d�� #(14)

当半径小于球心到基底平面的距离时，如图 4(c)所示，即�2 < �，此时该部分的体

积为绿色的小半圆的积分：

�3 =
�2

� π
2

�2 − �2 d�� #(15)

整体的团簇体积为三个阶段的和：

�2−1 = 4(�1 + �2 + �3) (16)



计算情况 2-1 对应的团簇与基底接触的表面积�sc2−1为：

�sc2−1 = π − arcos
ℎ

�cos � −
π
2

tan�
�sin� 2 +

ℎ�sin�
tan�

arcos
ℎ

�sin�tan� #(17)

情况 2-1 对应的团簇与过冷水接触的表面积�cl2−1为：

�cl2−1 =
3�2−1 − �sc2−1ℎ

�
#(18)

那么与前文相似，情况 2-2 的团簇体积�2−2为：

�2−2 =
4
3

π�3 − �2−1#(19)

情况 2-2 对应的团簇与基底接触的表面积�sc2−2为：

�sc2−2 = �sc2−1 (20)
情况 2-2 对应的团簇与过冷水接触的表面积�cl2−2为：

�cl2−2 = 4π�2 − �cl2−1 (21)
如果积分开始时，半径大于球心到基底平面的距离而小于球心到基底平面交点距离，

即计算从图 4(b)开始，那么基底角度将不会再影响团簇体积或者表面积，他们的值完全

取决于接触角。

1.1.2 成核率计算

成核率计算主要基于异相成核理论，公式主要参考 Ishikawa 团队的模型[3]。

团簇的自由能在固定的温度下受到团簇半径的影响，存在一个最容易成核的团簇半

径，即临界半径�∗：

�∗ =− 2
�cl

∆�v
#(22)

其中�cl为团簇与水的表面张力，∆�v为相变自由能，计算公式为：

∆�v =− �c�c
∆�
�e

#(23)

其中�c为水的密度，�c为潜热，∆�为此时液滴的过冷度，�e为固化温度。

使用临界半径计算得到的临界自由能∆�∗：

∆�∗ = ∆�v�c + �sc − �clcos� + �cl�cl (24)
其中�c为团簇体积，�sc为团簇与基底接触的表面积，�cl为团簇与过冷水接触的表

面积，这三个参数可以通过 1.1 的计算获得。θ为接触角由材料的性质决定。

水分子活化能∆�m是一个水分子在自扩散过程中的活化能，可以通过自扩散系数计

算：

∆�m =−
�

1
� − 1

�'

ln
� �
� �' #(25)

�为此时温度，�'为一段时间后温度，成核率计算公式为：

� =
�� ∙ � ∙ �

ℎ
exp

− ∆�m

��
exp

− ∆�∗

��
#(26)

其中 k 为玻尔兹曼常数，h 为普朗克常数，��为数量密度，计算方式为：



�� =
�c

18
�A#(27)

�A为阿伏伽德罗常数。

这里使用的参数含义及取值如表 1 所示。

表 1 成核率计算所需参数

符号 含义 数值

∆� 过冷度/K −
�c 潜热/J ∙ g−1 334

�cl 团簇与水表面张力/N ∙ m−1 0.0000032

�c 水密度/g ∙ cm−3 0.999

� 玻尔兹曼常数/J ∙ K−1 1.38065 × 10−23

ℎ 普朗克常数/J ∙ s 6.626069 × 10−34

�A 阿伏伽德罗常数/mol−1 6.022 × 1023

�e 熔点/K 273.15

1.2 催化剂层三维建模与特征提取

在质子交换膜燃料电池的多孔结构中，催化剂层靠近质子交换膜，最先与阴极反应

生成的水接触，是过冷水结冰需要考虑的重要结构之一，这里将催化剂层作为多孔结构

的一个代表进行研究。Yuan Gao 等[14]建立了基于生长过程的催化剂层重构模型，并采

用多种方法与真实催化剂层结构比较，本文在他们的基础上进行处理其具体流程如图 5
所示。

图 5 文献中三维催化剂模型建立过程

取通过以上建模方法得到的三维催化剂层模型的一个截面，如图 6(a)所示，其中白

色部分为团聚物，黑色部分为孔隙。与团聚物结合的水不容易发生结冰，这里主要考虑

在孔隙中的水，而异相成核主要发生在过冷水与团聚物接触的表面。我们通过基于链码

的多边形近似方法将团聚物轮廓提取并简化，可以得到如图 6(b)所示的简化轮廓图。

原本轮廓中的曲线使用多边形近似后变成了直线段和若干夹角，将这些夹角以 20°
一组进行分箱，统计多个截面的夹角数目和直线段长度，并考虑模型中催化剂层的总体

积，可以得到影响区域内，某一基底角度对应的成核位点数量�i，用于之后的整体结冰

时间计算。



(a) (b)

图 6 催化剂模型孔隙结构处理

(a)催化剂模型截面图；(b)轮廓简化图

1.3 结冰时间计算

整体的结冰时间需要考虑各个成核点的成核率，所以结冰概率 P 为时间乘各个基底

角度成核率与体积乘积的加和，假设在概率为 1 时结冰，那么结冰时间 t 计算方式为：

� = �����c(�)� � (28)

� =
1
�

#(29)

其中�i为各个基底角对应成核位点的数量，��为各个基底角对应成核率，�c(�)为各

个基底角对应的临界团簇体积。实际状况无法做到瞬间降温到预期温度，模型为此进行

了一定调整，根据实验平台的降温曲线，计算实时的结冰概率，再随着时间逐渐累积，

直到结冰。

2 计算结果分析

2.1 成核率计算验证

通过改变过冷度、基底角和接触角的值，计算出了不同过冷度下成核率随着接触角

的变化曲线，当基底角为 180°时，整个基底是一个平面，与文献中已有计算条件相同，

故将计算结果做以对比，如图 7 所示。

(a) (b)[3]

图 7 平整基底的计算结果与文献中结果对比 (a)模型计算结果；(b)文献中的计算结果

图 7(a)是我们计算得到的成核率变化曲线，而图 7(b)是文献中的计算结果，二者能



够很好地进行对应，验证该模型计算的合理性，为之后的计算与模拟建立基础。

2.2 基底角对成核率的影响分析

对于同一种原料制作的多孔电极其接触角是一定的，为探究不同基底角度对于成核

率的影响，计算并绘制了成核率随基底角变化的曲线，图 8 展示了接触角 75°时不同过

冷度下成核率随基底角变化的曲线。需要注意到纵坐标采用了指数坐标，所以成核率随

基底的增加并非线性下降，而是呈指数倍下降的，说明基底角对于成核率的影响很大。

例如，在 15 K 过冷度时，基底角 180 的成核率约为 1.53 × 10−57，而基底角 160°的成

核率约为 1.34 × 10−46，二者相差约 10−11 倍，足以对多孔电极过冷水结冰情况产生巨

大影响。

从图 8 中还可以观察到随着过冷度的降低曲线的斜率快速上升，即低过冷度下基底

角变化对成核率的影响更为显著。

图 8 接触角 75°时不同过冷度下成核率随基底角的变化

同温度下成核率随接触角变化的趋势如图 9 所示，整体上成核率随着接触角上升而

下降，这与文献中实验结果相吻合，多孔电极材料与水接触角越大，越不容易发生结冰。

在同温度下改变基底角度，总体上基底角度越小成核率越高。这种趋势在成核率变化迅

速的阶段更为明显，而在接触角接近 0°和 180°时不同基底角度的成核率趋近于同一

个值，即在温度相同时，所有基底角度的成核率存在同一个上下限。

(a) (b)

图 9 同温度下成核率随接触角变化曲线

(a)过冷度 30 K 下成核率随接触角变化曲线；(b) 过冷度 15 K 下成核率随接触角变化曲线

另外，不同基底角处的成核率对接触角变化敏感的区间存在差异，基底角越大对接

触角敏感的区间就会越偏小，如过冷度 30 K 下，基底角α = 115°时，成核率在接触角



10°到 120°之间变化斜率较大，而在基底角α = 55°时，成核率在接触角 40°到 140°
之间变化斜率较大。在过冷度 15 K 的情况下，基底角对应的敏感区间却变化不大，说

明成核率对接触角变化的敏感区间主要受基底角度的影响，而过冷度的影响不大。在设

计催化剂层时如果能够找到对于结冰影响较大的基底角度，根据其成核率对接触角敏感

的区间，或能更加精细地选择合适的接触角。

2.3 结冰时间

结合催化剂层三维结构进行计算，可以得到过冷度、接触角对于模型中整体结冰时

间的影响。图 10(a)展示了不同接触角下，结冰时间随着过冷度的变化。随着温度降低，

也就是过冷度升高，结冰所需要的时间减少，这是符合大部分实验的，同时，可以观察

到结冰时间变化的规律是先快速下降，之后逐渐平缓稳定，可以推测在温度变化时，催

化剂层在这个结冰时间变化速率转变的过冷度附近结冰概率很高。在不同的接触角下，

结冰时间变化速率转变的过冷度是不同的，这个过冷度随着接触角增加而增加，进一步

体现了提高接触角对于结冰的抵抗作用。

将结冰时间固定在 t = 1 s 附近，计算不同接触角下的催化剂层对应的过冷度，可

以得到图 10(b)的关系。随着接触角的增加，过冷度的变化速率先上升后下降，在较大

接触角时稳定在 21 K 左右，说明在接触角较小时，提高接触角对于延缓或抵抗结冰作

用较大，而当接触角大于一定值，如 150°时，继续提高接触角的作用不明显。

(a) (b)

图 10 结冰时间模拟结果

(a)不同接触角下结冰时间随过冷度的变化；(b)结冰时间 t = 1 s 时过冷度随接触角的变化

3 结论

为明晰基底角度、接触角等因素对于多孔电极内过冷水结冰的影响，本文在异相成

核的基础上，增加了孔隙结构对成核率的影响，建立了考虑孔隙结构的燃料电池多孔电

极过冷水结冰模型，并加以分析。模拟计算了基底角度、接触角以及过冷度在该模型中

的影响，得到了以下结论：

（1）在同一过冷度下，基底角度能显著影响成核率，成核率随基底角度的上升呈

现指数倍下降，少数基底角度较小的成核位点将对总体的成核率产生决定性影响，所以

在预测过冷水结冰时间时考虑到孔隙结构是重要的；

（2）基底角对于成核率的影响主要集中在接触角变化范围的中间段，这个敏感区



间主要受到基底角度的变化，过冷度对这个区间几乎没有影响，基底角对于成核率的上

限和下限影响较小；

（3）增加接触角能降低成核率，延长结冰需要的时间，但当接触角大于 150°时，

继续增加接触角成核率降低减缓，所以从计算来看不需要进一步增加接触角。

本文提出了新的过冷水结冰模型计算方法，能够初步反应多孔电极孔隙结构的影响，

但只使用了一种参数的催化剂层结构，在未来的研究中还需要进一步改变模型中的平均

孔径、孔隙形状等参数，并与具体的实验结果加以对比。另外，多孔电极除了结构存在

不均一性外，内部材料也是不均匀的，在后续的研究中需要引入铂颗粒、碳载体等材料

的空间分布与物性参数，达到更精准的模拟。
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Abstract

Electrodialysis (ED) is used to extract lithium hydroxide and sulfuric acid from the lithium sulphate
solution, as a part of the recycling process of spent lithium-ion batteries. A multicomponent, two-
dimensional CFD model of Li2SO4 ED was developed using the discretizing finite element method to
solve simultaneously the Nernst-Planck equation, the Navier-Stokes equation, and species
conservation with electrochemical reactions. It is necessary to estimate the fluxes of H+ and OH- ions
produced as a result of electrochemical reactions to satisfy the electroneutrality assumption in the
ED device. The present model yields important results regarding velocity distribution, potential
distribution, and species concentration distributions. The excellent agreement between the present
model and experimental data indicates the validity and accuracy of this CFD model. To determine the
effect of Li2SO4 concentration, inlet velocity, and membrane properties on the flux of ions through
IEMs a parametric study is conducted. An increase in Li2SO4 concentration raises the total flux of
lithium ions, thereby resulting in an increase in Li+ concentration in the concentrate channel.
Increasing the inlet velocity from 50 to 100µm·s-1 results in a 37% increase in dilute channel
concentration. Additionally, increasing the water volume fraction of membranes significantly
decreases the transmembrane water flow rate.

Keywords: Electrodialysis; Transport phenomena; Salt-splitting; Multiphysics modeling.

1. Introduction

Electrodialysis (ED), which works based on the transport of anions and cations through ion exchange
membranes (IEMs) under an applied electrical field, is an appropriate method for desalination of
seawater, reducing the effluents salinity [1–3], and acid and base recovery applications [4,5]. Jung et
al. [6] reported a closed-loop process to recycle spent lithium-ion batteries by employing an ED. In
this recycling process, ED is used to extract LiOH and H2SO4 from aqueous solutions of H2SO4 that
remain after the recycling process. Due to the growing demand for lithium-ion batteries and the
importance of recycling them to extract valuable metals, the electrodialysis of H2SO4 solution is
studied in the present work to investigate the efficiency and optimal control needed for the closed-
loop recycling of spent lithium-ion batteries.

Although, several mathematical models have been proposed to predict the behavior of ED to date
[7–10] , the number of models using computational fluid dynamics (CFD) is still limited [11–13] . The



CFD modeling of ED provides more comprehensive information and enables the researchers to
simulate multi-component solutions and co-ion transport through IEMs more straightforwardly than
mathematical methods. In the present study, a multicomponent, two-dimensional CFD model of ED
was developed using the discretizing finite element method to solve simultaneously the Nernst-
Planck equation, the Navier-Stokes equation, and species conservation with electrochemical
reactions. The Nernst-Planck equation was coupled with the electro-neutrality and Faraday’s law
equations to estimate the current and potential distributions as well as ionic concentrations
throughout the ED. It is necessary to estimate the fluxes of H+ and OH- ions produced as a result of
electrochemical reactions in order to satisfy the electroneutrality assumption in the ED device. To
simplify the present model, the effect of gas bubbles produced from electrochemical reactions is
neglected, and also it was assumed that The ED operate at an under-limiting current density
condition, i.e., the applied CD is lower than the limiting current density (LCD) throughout the cell.

2. Model Development

The development of a 2D model to simulate a three-compartment ED cell is described in this section.
In Figure 1, the ED cell consists of cathode, concentrate base channel, CEM, dilute channel, AEM,
concentrate acid channel, and anode from left to right. Solutions of Li2SO4, LiOH, and H2SO4 flow
through the dilute channel, concentrate base chancel, and concentrate acid channel, respectively.
The voltage applied to the cell creates an electric current that flows from anode to cathode. The
present model considers the transport of ions and water through the IEMs within the electrical
potential field.

Figure 1. Schematic diagram of an electrodialysis process for splitting Li2SO4

2.1. Governing equations

X

Y

Z



Assuming steady-state, Navier-Stokes equations are solved to determine the velocity field in the
channels, as follows [13–16]:

∇ ∙ � = 0 (1)

�� ∙ ∇� =− ∇� + �∇2� + � (2)

where � is solution density, � is the velocity vector, � is pressure, � is dynamic viscosity, and � is
body force acting throughout the volume of a body.

To calculate the flux of species �, the Nernst-Planck (NP) equation is used [17–19]. Ions move through
channels and membranes due to diffusion, migration, and convection fluxes which are the first,
second, and third terms on the right-hand side of the following equation, respectively:

N�
� =− D�

�∇c�
� − Fz�M�

�c�
�∇∅� + u�c�

� (3)

where superscript � refers to the membrane (�) or channel (�) parts of the ED cell; � is the Faraday's
constant, which is equal to 96485.33 A·s·mol-1; ∅ is the electrolyte potential; � is the velocity of
electrolyte solution; and �� , �� , �� , and �� are the concentration, diffusion coefficient, mobility, and
valence of species �, respectively.

The mobility of species � is calculated using the Nernst-Einstein equation as [20,21]:

�� = ��
��

(4)

Where �� is the diffusion coefficient of ions in the flow channel; � is temperature; and � is the
universal gas constant, 8.314 J. mol-1·K-1, respectively.

To estimate current density, the Faraday’s law is employed as follow:

� = � � ����� (5)

In an electrolyte solution consisting of � species, the flux and concentration of all species ( 2�
unknown) are calculated. CD is evaluated from Eq. (5), while electrolyte potential is computed based
on electroneutrality condition. With the assumption of under-limiting current density circumstances
in the present study, the electroneutrality condition is an appropriate assumption. Eqs. (6) and (7)
present the electroneutrality condition in the channels and membrane parts.

����
� = 0� (6)

�������� + ����
� = 0� (7)

where ���� and ���� are the valence and concentration of fixed ions of IEMs, respectively. In the
present model, all ionic species including Li+, SO4

2-, H+, and OH- are modeled within channels and
IEMs. Therefore, the electroneutrality condition in the channels and IEMs are defined as ��� −
2���4 + �� − ��� = 0 and �������� + ��� − 2���4 + �� − ��� = 0, respectively.

2.2. Boundary conditions

The boundary conditions (BCs) of the governing equations are shown in Figure 2. As depicted in this
figure, the velocity and normal flux of the outer walls is zero, and isolation boundary condition, i.e.,
zero current density, is assumed at the inlets and outlets of channels. The BCs set at the IEM-solution
and electrode surfaces are explained in detail.

EM-solution interfaces



The continuities of CD and species flux are assumed in the IEM-solution interfaces as:

� ∙ I� = � ∙ I� (8)

� ∙ N�
� = � ∙ N�

� (9)

However, due to considerable concentration differences occurring at the IEM-solution interfaces,
there is electrolyte potential variation at these boundaries [17]. This potential difference is estimated
based on the Donnan potential theory. With the assumption of the neglected effect of pressure
difference, the Donnan potential equation is written as [13,14,22]:

�� − �� = −��
���

ln ( ��
�

��
� ) (10)

where superscripts � and � refer to the membrane and solution sides of the IEM-solution interface.

Electrode surfaces

At the surfaces of anode and cathode electrodes, the no-flux conditions for Li+ and SO4
2- species and

no-slip BC are imposed. Also, in these boundaries, the constant CD is defined as:

� ∙ I = ������ (11)

where ������ is the normal CD supplied by an external power supply. Although electrochemical
reactions occurring at the cathode and anode surfaces were neglected in previous models,
considering these reactions is a crucial element to obtain converged solution and fulfilling the
electroneutrality condition in the simulation of large-scale EDs operated in practical CDs. The
cathodic and anodic reactions taking place in ED are expressed as:

Cathodic reaction: 2�2� + 2�− → �2 + 2��− (I)

Anodic reaction: �2� → 1
2

�2 + 2�+ + 2�− (II)

Considering the number of reactions occurring at the surface of each electrode during the ED process,
the molar fluxes of ionic species in an electrochemical reaction occurring at an electrode-electrolyte
interface can be estimated as [23]:

�� = ��∗I
��∗�

(12)

where �� is the number of participating electrons in the electrode reaction and is always a positive
number; and �� is the stoichiometric coefficients of the species � participating in the reaction. It is
noted that stoichiometric coefficients �� is a positive or negative value for reduced and oxidized
species, respectively, e.g., the amount of �� and ��� in the anodic and cathodic reactions are -4 and
+2.

2.3.Computational method and meshing

The COMSOL Multiphysics 5.6 software employed to solve governing equations with their
corresponding BCs. The Tertiary Current Distribution (TCD) interface is used to obtain the species
concentration and electrolyte potential distribution in both channels and IEMs. The laminar Flow
interface is employed to specify the velocity distribution in channels. Fig. 2 illustrates the meshed
geometry of the computational domain and the BCs used in the present study.



Figure 2. 2D meshed computational domain and BCs for the present model

3. Results

To validate the present model, the calculated concentrations of the Li+ and SO4
2- species at the outlet

of dilute and concentrate compartments are compared with the experimental data, as shown in
Table 2. The excellent agreement between the present model and the experimental data indicates
the validity and accuracy of this CFD model. the experimental condition and input parameters are
listed in Table 1.

Table 1 Experimental condition and input parameters

Parameter Value [6]

Temperature, K 298.15
Current, A 34
Inlet flow rate, m3·s-1 0.555×10-6

Concentrate channel width, m 0.03
Dilute channel width, m 0.03
Channel length, m 0.26
Total cell height, m 0.93
Electrode area, m2 0.24
Cell height wetted by solution, m 0.93
Li+ inlet concentration, dilute channel, mol·m-3 1260
SO4

-2 inlet concentration, dilute channel, mol·m-3 554
SO4

-2 inlet concentration, acid channel, mol·m-3 50
Li+ inlet concentration, base channel, mol·m-3 100
CEM type Fumasep FKE-50

AEM type Fumasep FAA-3-PK-
130



Table 2 Outlet concentrations of Li+ and SO4
-2 species

ED Concentration in the channel,
mol·m-3 Avg.

error, %Li+
base

Li+
dilute

SO4
-2

dilute
SO4

-2

acid

2

Experimental
[6] 565 828 375 297

Present model 549 905 381 258
Error, % 2.8 9.1 1.7 13.0 6.6

To further examine the variations in the IEMs and their vicinity, a small-scale ED is modeled. This
model is used to display the distributions of velocity, electrolyte potential, and concentration of
species involved in the electrodialysis of Li2SO4.

Fig. 3(a) and 3(b) show the flow velocity and potential distributions of a lab-scale ED cell. Both
distributions in the ED compartments cannot be easily measured experimentally. Thus, the
simulation results are beneficial in analyzing the ED systems. From Fig. 3(b), one can see that the
current flows from anode to cathode, and the electrolyte potential, almost zero at the cathode
surface, increases along with the ED and reaches more than 0.5V at the anode surface.

(a) (b)

Figure 3. (a) Velocity distribution in channels; (b) electrolyte potential distributions through the
ED



The Li+, SO4
-2, and OH- concentrations are presented in Fig. 4. There is a concentration drop at the

dilute interface of IEMs, while a concentration increase is observed at the concentrate side of IEMs.
Because of the electroneutrality assumption and higher concentration of IEMs’ fixed ions than
channels concentrations, the concentration of Li+ and SO4

2- reach their maximum in the CEM and
AEM, respectively. Due to the production of H+ and OH- species at the electrode surfaces and the
electroneutrality condition, high Li+ and SO4

2- concentration regions appear at the cathode and anode,
respectively. The hydroxide concentration distribution is shown in Fig. 4(c). Considering
electrochemical reactions, which lead to the production of hydrogen and hydroxide ions at the anode
and cathode surfaces, the concentration of these ions at the electrode surfaces is higher than their

bulk concentrations at the concentrate channels.

To determine the effect of Li2SO4 concentration, and the fixed ion concentration of membranes on
the ED performance, a parametric study is also conducted. Fig. 5 indicates the variation of Li+ flux
through the CEM and outlet LiOH concentration at different inlet concentrations of Li2SO4 solution in
the dilute channel. The Li+ flux is shown with negative values owing to the direction of Li+ transfer,
from dilute to concentrate base channel. As illustrated in this figure, increasing Li2SO4 concentration
raises the total flux of lithium ions and subsequently increases the Li+ concentration at concentrate
channel.

(a) (b)

(c)

Figure 4. Concentration distributions in the ED cell: (a) Li+ ions; (b) SO4
-2, (c) OH- ions



Figure 6 shows that decreasing the inlet velocity results in higher and lower Li+ and SO4
2- species

concentrations at the concentrate and dilute channels, respectively. Lower inlet velocity of solutions
increases the resident time of solutions in the ED’s channels and improves the ED performance.

As indicated in Fig. 7(a), increasing the fixed ion concentration of CEM and AEM improves the
performance of ED by decreasing and increasing concentrations at the dilute and concentrate
compartments, respectively. According to Fig. 7(b), this improvement is caused due to the
enhancement of Li+ and SO4

-2 fluxes through CEM and AEM, respectively.

Figure 5. Average Li+ flux through the CEM and outlet LiOH concentration in different inlet
concentrations of Li2SO4 solution

Figure 6. Effect of inlet velocity on average Li+ and SO4
2- concentrations.



4. Conclusion

In the present study, a comprehensive CFD model, which considers electrochemical reactions at the
electrode surfaces, is developed to simulate ED process for Li2SO4 solution derived from a recycling
process of spent lithium-ion battery materials. The model results are compared with an experimental
case to assess the accuracy of the presented model. A small ED device is also modeled to
demonstrate the variations of velocity, potential, and concentrations throughout the ED. These
contours show the concentration growth and drop at the concentrate and dilute sides of IEM-
solution interfaces, respectively. In addition, it is shown that the concentration of LiOH and H2SO4

solutions are increased at both cathode and anode electrodes. Finally, from the parametric study
carried out to investigate the effects of various parameters on the performance of ED, it is found that
the lower the Li2SO4 inlet concentration, the lower concentration in the concentrate channels. Also,
doubling the inlet velocities of channels from 50 to 100 µm·s-1 leads to the increment of outlet
concentration of dilute channels by around 37%. The effect of IEM fixed ion concentration is also
investigated, and it is concluded that increasing IEMs concentration enhances ions flux. The present
model can provide guidelines to optimal ED design and operation for recycling valuable materials
from spent lithium-ion batteries.

(a) (b)

Figure 7. Effect of fixed ion concentration of IEMs on the: (a) average Li+ and SO4
- 2 concentrations; (b) average

absolute total fluxes of Li+ and SO4
-2 through IEMs.
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摘 要：为了确定不同电势强度下 CO2的界面分布特性和传输行为，采用分子动力学模拟的方法研究了 CO2/

离子液体在金基底上的双电层结构，并确定了气体传输特性。结果表明: 系统到达稳态后，壁面阴、阳离

子在近壁面处交替排列，随着与壁面的距离增加其密度峰值逐渐衰减，当距离大于 20Å后密度衰减至体相

密度。施加电势后界面处密度峰值增大，且位置向界面方向移动，CO2传输增强；当电势大于 20V 时，密

度峰值出现分层，分层现象进一步加剧了 CO2峰值的输运，使其在距界面 6Å处形成吸附层，这与根据自由

能变化预测的结果一致。

关键词：双电层；界面结构；扩散阻力；分子动力学模拟；物质传输

0 前 言

CO2 作为一种工业原料和工质被广泛的应用于工业生产和日常生活中[1]，理解 CO2 的物

性变化与传输性质也对减缓全球变暖、发展低碳能源和碳减排有着重要的意义[2]。而离子液

体相比于水溶液电解质能增加 CO2 的溶解度且具有良好的热稳定性。但由于离子液体种类

繁多且相互作用非常复杂，二氧化碳在离子液体内的输运过程和结构特性很难通过传统经典

模型准确描述，需要进一步的研究[3]。

当电极具有电势时，一部分溶液中的反离子紧密地排在电极表面附近，另一部分离子按

一定的浓度梯度形成扩散层，吸附层与扩散层构成双电层。它首先由 Helmholtz 提出，之后

完善得到了经典的 Gouy-Chapman-Stern(GCS)模型。正是由于双电层结构，电极界面存在异

于其他固/液界面的界面场，分子层面上双电层内物质受静电势和分子间范德华力的共同影

响，出现一系列独特的物理化学过程[4]，同时也会改变界面的浸润性和气体吸附过程[5]。

而对双电层模拟的难点是如何建立电极的经典原子模型。常见的方法主要有固定电荷法

(FCM)[6]和等电势法(CPM)[7]。固定电荷法假设电极中的每个原子都携带了固定的均匀电荷，

但实际上由于电解质溶液中存在局部的密度波动，物质在电极界面的分布并不均匀，采用固

定电荷法忽略了电极的电势波动。而等电势法则是电极原子上的电势在每个模拟步骤中都被

加上等于预设的外加电势 V，因此该电势在给定电极上是恒定的。

许多学者对 CO2/离子液体在电极的界面结构和传输过程进行了研究。Braunschweig et

al.[8] 研究了 CO2在 Pt 表面离子液体内的电化学过程，结果表明 CO2 会先和离子液体形成复

杂的化合物并降低过电势。Rosen et al.[9] 指出离子液体[EMIM]BF4在 Pt 催化 CO2 时能稳定

* 资助项目: 中央高校基本科研业务费项目(2023MS119)



反应中间体。对于界面结构， Sloitskinet al.[10] 指出[C4C1im][PF6]在界面存在三种有序构型；

当咪哚基团并排排列，而外部烷烃密集排列时界面呈现疏水状态。通过纳米观测手段发现纳

米尺度的离子液体双电层厚度超过一个离子对厚度，并且性质与水溶液性质完全不同[11]。

综上所示，分子动力学模拟能从原子角度直接展示原子的排列，非常适合作为界面双电

层演变和物质传输研究的微观补充，它能有效的填补实验中难以观察到的分子层面相界面处

的空白。另一方面，基于 MD 确定的界面结构、扩散系数等也能通过理论分析为模拟结果

提供指导和验证。因此，为了从微观角度分析双电层演化和物质输运的物理机制，本文采用

分子动力学模拟的方法研究了 CO2/离子液体在金基底上的双电层结构，并确定了气体传输

特性，从热力学角度探讨 CO2输运机制。

1 模型和理论方法

模拟系统图如图 1 所示，上下基底由 FCC 结构的金晶体构成，其中(100)面面向离子液

体，金的晶格参数为 4.08Å，设置厚度为 3 层晶胞。此外在上下基底最外层设置一层界面墙

(红色区域)。在 x、y 方向采用周期性边界条件。盒子尺寸为 73.44×73.44×120Å。CO2分子

随机分布在整个气相空间，其速度服从 Gaussian 分布。

模型所用力场如下：金-金之间的相互作用势采用 EAM 势[12]来维持晶体结构。二氧化

碳分子采用TraPPE力场参数描述[13]，[Bmim][Tf2N]的相互作用采用OPLS全原子力场描述[14]。

金原子、二氧化碳原子和离子之间的分子间相互作用力采用 Lennard-Jones 12-6 势函数：
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其中，rij为 i 原子与 j 原子间的距离。不同原子间的能量参数和距离参数采用 Lorentz-Berthelot

混合法则确定。所有 LJ 势函数的截断半径选取为 1.2 nm, 采用 Ewald 对系统库仑力进行计

算，截断距离为 1.0nm。

图 1 系统模拟快照



所有模拟均在 lammps 中进行，模拟开始时，采用共轭梯度法使系统能量最小化，之后

设置系统温度为 300K，时间步长为 1fs，运行 3000000 步共计 3ns 使系统达到稳态，之后再

运行 1000000 步共 1ns 收集模拟数据。在整个过程中采用恒电势法(CPM)对基底施加电势，

上侧基底电势为零，下侧分别设置-10V，-20V，-30V 和-40V。

其中恒电势方法允许两界面间的原子电荷存在波动，通过泊松方程：

2 e

0

=- 


 (2)

其中φ为电势，ρe 为电荷密度。为统计系统性质，将系统沿 z 方向切片，厚度为 0.1nm。统

计每片层内原子的数目得到密度表达式如下

bin

A bin

N M
N V

  (3)

其中 M 是粒子的相对质量，Nbin 是该区域内的粒子个数，Vbin 是片层的体积，NA是阿伏伽德

罗常数。

2 结果分析与讨论

2.1 模型验证

为了验证模拟方法的准确性，计算了无电势时[Bmim][Tf2N]的密度，结果如图 2 所示。

从图中可以看出，[Bmim][Tf2N]在平衡时的密度为 1.4448 g/cm3，这与参考文献中的实验值

1.4334 g/cm3 相比，相对偏差为 0.795% ，数据基本一致[15]。

图 2 φ=0V 时模拟过程中[Bmim][Tf2N]的密度

2.2 等电势对离子液体空间分布的影响

施加电极电势后，远离电极界面端粒子的密度分布如图 3(a)所示。由图可知不同电性的



粒子在壁面附近呈周期性震荡排列。即[Tf2N]-离子在近壁面 z=97Å处形成密度峰值，为

5.7mol/L，之后由于库伦相互作用[Bmim]+离子在 z=92Å处形成第二层密度峰值，为 4.8 mol/L。

之后阴阳离子继续交替排列，但峰值逐渐下降，当与壁面的距离超过 20Å时，阴阳离子交替

排列的现象消失，两者数密度基本相同，表明系统趋于体相。由于 CO2 分子相对于离子液

体体积较小，故其首先出现在第一层离子液体形成的间隙中，随着与壁面距离的增加，CO2

密度先减小，当脱离界面效应后，密度再增加值 4mol/L。图 3(b)为近壁面 4 个密度峰值处

的模拟快照，其中蓝色代表[Tf2N]-阴离子，红色为[Bmim]+阳离子，棕色代表 CO2分子。可

以发现第一层主要是[Tf2N]-离子，[Bmim]+和 CO2 分子少量分布于[Tf2N]-间隙处。第二层则

是[Bmim]+离子为主导，随着距离的增加，有序性逐渐减弱，表明界面效应的影响减弱，物

质分布逐渐趋近于体相分布特征。

(a) (b)
图 3 φ=-10V 时(a)近壁面粒子的密度分布和(b)不同距离处的系统模拟快照

不同电势差下上下壁面处[Bmim]+和 [Tf2N]-的密度分布如图 4 所示。由图可知随着电势

的增加密度峰值逐渐增加，电势超过 10V 时均观察到密度分层现象。对[Bmim]+，由于相对

分子量较大，密度分层出现与 z=5Å处，而较小的[Tf2N]-离子则出现在 z=3.5Å处。这是由于

离子的排列结构主要受分子间范德华力和库伦相互作用共同影响，对于近壁面区域，壁面分

子的势能是离子聚集在近壁面附近。而库伦相互作用来自施加的恒电势差和离子自身的电荷。

在近壁面区域时，势能和外加电势对离子的排列其主导作用，相反电性的离子吸附在表面形

成密度峰值，电势越大，密度峰值越大。而随着离子间距离的减小，离子自身的静电相互作

用越来越重要，故在强电势时会发生多个密度峰值相互排斥。



(a) (b)
图 4 不同电势差下 (a)下壁面处[Bmim]+和(b)上壁面处 [Tf2N]-的密度分布

为进一步表征等电势电极界面处离子的分布特征。图 5 展示了不同电势下稳态密度峰值

ρmax 及对应位置 zmax 随电极电势的变化规律。当无电极电势时近壁面处[Tf2N]-的密度峰值最

小，与壁面的距离最大。随着电极电势的增加，zmax 逐渐减小，表明[Tf2N]-离子整体更靠近

电极界面。对于密度峰值可以发现，当电势大于 10V 时，ρmax迅速增大，直至达到 18mol/L

的峰值，此时电场对[Tf2N]-的排列结构起主导作用。

图 5 不同电势下稳态密度峰值ρmax及对应位置 zmax的变化

2.3 CO2 在离子液体内的质量传递

CO2 在不同电极电势下的分布如图 6 所示。当不施加电势差时，稳态后 CO2分子主要分

布在中心区域，这是由于阴、阳离子间的电荷相互作用相互吸引，同时离子液体分子相对质

量较大，阻碍电中性的 CO2分子输送到壁面附近。随着电势差逐渐增大，CO2 分子逐渐向两

侧运动，这是由于电势使阴、阳离子相对运动，既增加了系统的扰动，也为 CO2 分子的输

运提供了通道。当电势差超过 20V 时，上下两侧均出现 CO2 分子形成的密度峰值，表明电

势差促进了 CO2分子向界面的输运强度。不同电势下 CO2 分子的分布位置示意图如图 7 所



示，可以发现随着电势的增加，CO2 分子分布的区间范围变宽，分子间的相对间距也变大，

强化了 CO2整体输运。

图 6 不同电势差下 CO2的密度分布规律

图 7 不同电势条件下 CO2的分布位置示意图

为了更好地展示 CO2 分子从体相到电极表面的动力学行为，采用平均力势(PMF)表征

CO2 分子输运到界面的自由能垒，其中 PMF 定义式为[16]：

   BG log( )z k T z   (4)

其中 kB为玻尔兹曼常数，T 为温度，ρ(z)为无量纲化的密度分布。计算得到等电势电极

界面处的 PMF 如图 8(a)所示。随着电势的增加，自由能曲线向正方向移动，表明 CO2到达

的位置离电极界面更远，这与图 6 的密度分布一致。而在距离壁面 8Å处，自由能出现极小

值，且随着电势增加，极小值进一步下降，表明 CO2 分子容易到达该处并形成峰值；而在

z=6Å处产生新的能垒，限制了 CO2 分子进一步向界面传输。

选取均方位移差(MSD)表征 CO2 分子在各方向上的扩散速率。其中 MSD 可通过式(5)

计算：

   
2

2 1 ( ) (0)
N

i i
i

R t r t r
N

  (5)

其中 ri(0)和 ri(t)代表特定分子在 0 时刻和 t 时刻的位置，N 为取样的分子个数，中括号为系

综平均。图 8(b)为 CO2 分子在三个方向上的 MSD 随时间的演化，由图可知在 x 和 y 方向 CO2

分子的 MSD 基本重合，且斜率大于 z 方向的 MSD 斜率，表明电场只限制 z 方向 CO2 分子



的扩散，进而影响 CO2 的动力学特性。

(a) (b)
图 8 (a)不同电势条件下界面附近的 PMF 分布和(b)φ=-40V 时 CO2分子各方向上的 MSD 分布

3 结论

为了从微观角度分析 CO2 分子在离子液体中从体相输送到电极界面的过程，采用分子

动力学模拟的方法构建了恒电势的三相传输模型，结果表明：

1) 达到稳态时，阴、阳离子在壁面距离交替形成密度剧烈变化的双电层结构。即[Tf2N]离

子在近壁面处形成密度峰值，为 5.7mol/L，之后 [Bmim]离子形成第二层密度峰值，为

4.8 mol/L；当距离大于 20Å后趋于液相密度。而 CO2 主要排列在阴、阳离子的间隙内，

且在近壁面区域内密度较小。

2) 电势会影响阴、阳离子的密度排布。当施加电势大于 20V 时，两处界面的[Tf2N]离子和

[Bmim]离子的第一处面对峰值均发生分层，分层后第二层[Bmim]离子的密度峰值减小

到 9mol/L，而[Tf2N]离子密度峰值基本不变。

3) 对 CO2 在离子液体中的传输过程进行了计算，随着电势的增加，系统扰动增加，CO2

的扩散能力增强；近壁面阴、阳离子的密度分层现象进一步加剧了 CO2 峰值的输运，

使其在距界面 6Å处形成吸附层，这与根据自由能变化预测的结果一致。
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摘要：采用有限元法对添加不同夹角的倾斜铝骨架-石蜡方腔进行数值模拟，对比相变界面演化、液相率

变化、速度及温度特性，探究夹角为 45°、60°、75°、90°骨架结构对相变传热和流动的影响。结果

表明：45°骨架结构具有最优的相变强化效果，相比 90°骨架结构可使石蜡完全融化时间缩短 18.05%；

60°骨架-石蜡方腔的加热面附近的自然对流程度最强，具有最大的正速度峰值； 45°骨架-石蜡方腔沿截

线分布的温度波动幅度较小，温度均匀性更好。

关键词：相变传热；骨架夹角；有限元方法；自然对流

0 前言
随着“双碳”目标的不断推进，节能减排已经融入社会生活的方方面面，这为储能技术

的发展提供了极大的机遇。相变材料作为一种高效的储能材料，具有较高的相变潜热以及

储能密度，被广泛应用于建筑、温控、暖通空调、电子元件散热等领域[1]。然而大多数相

变材料都存在导热系数低和热物理稳定性差等问题，大大降低了相变储能的效率[2]。为提

高相变材料的传热特性，大量研究表明可以在相变材料内添加金属翅片[3-5]、泡沫金属[6、7]、

石墨[8、9]或蜂窝状结构[10]、纳米颗粒[11]等。

通过在相变材料中添加高导热系数的结构，可以改善相变过程中的热性能，是常见的

强化相变传热的方式。Kim 等[12]对底部加热的散热器进行了二维数值模拟，分析得到内置

翅片的排布位置和加热面输入热流密度在相变过程中的影响规律。张明等[13]研究了含通孔

金属翅片相变材料融化的传热和流动特性，并与无通孔翅片模型进行对比，结果表明，含

通孔翅片可以有效提高自然对流作用，缩短完全融化时间可达 15%。多孔泡沫金属具有孔

隙率高、比表面积大、密度小、质量轻等优点[14]，广泛用于强化相变传热过程。万倩等[15]

研究发现在石蜡中添加泡沫铜对加快相变储能过程的储、放热速率和改善温度均匀性都有

显著的效果。Marri 等[16]结合实验与数值模拟研究了具有梯度孔隙率和梯度孔密度的复合

泡沫金属相变材料散热器的热性能。

探讨多种强化方式相互组合后的综合换热效果，也是目前研究的热点之一。马预谱等
[17]通过实验对比了分别添加铝翅片和泡沫铜对石蜡相变过程的影响，发现铝翅片在增强储

热性能方面效果更显著，而添加泡沫铜对石蜡的储热密度影响更小。喻家帮等[18]进一步研

究了金属泡沫与翅片对石蜡相变过程的综合作用，结果表明，仅添加泡沫铜的复合相变材

料温度分布更均匀；同时添加两种结构时，根据翅片排布位置的不同，或可能产生削弱自

然对流，从而减缓相变进程的结果。Li 等[19]同时对泡沫金属和 Al2O3纳米颗粒对增强相变

材料的融化特性进行研究，结果表明在大孔隙率的泡沫金属复合相变材料中添加 Al2O3颗

粒更有利于强化换热。

传统的骨架多为立方体或圆柱体支柱正交组合的结构，但是在实际应用中，无论是常

用的泡沫金属的宏观或微观结构，还是自然界中的其他骨架结构，都很难做到单元体之间

的正交排列，总会存在不同的夹角[20]。而到目前为止，极少发现骨架夹角对相变过程影响
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的研究，有关角度作为变量与相变材料相结合的文献，也多集中在改变相变腔体的倾角[21]。

张嘉杰等[22]通过改变金属泡沫复合相变材料方腔与水平面的夹角，并进行实验研究，发现

减小倾角有利于缩短石蜡完全熔化时间，同时对蓄热性能几乎不产生影响。可以发现，角

度对于相变过程的发展是一个重要的影响因素。

基于此，本文设计了倾斜骨架夹角分别为 45°、60°、75°和 90°四种合金铝骨架增强结

构，通过数值模拟探究骨架夹角对三维石蜡相变方腔内融化的传热和流动影响规律。

1 模型建立
1.1 物理模型

本文建立尺寸为 60mm×56mm×60mm 的相变方腔，内置合金铝圆柱体骨架结构，骨架

间的夹角分别为 45°、60°、75°、90°，控制孔隙率均保持在 0.90，即骨架体积均相同。方

腔中其他部分充满石蜡。表 1 为石蜡的物性参数，表 2 为合金铝骨架物性参数。

表 1 石蜡物性参数

名称 数值

相变温度/K 308.15
固相密度/(kg·m-3) 900
液相密度/(kg·m-3) 780

固相热导率/(W·m-1·K-1) 0.28
液相热导率/(W·m-1·K-1) 0.13
固相比热容/(J·kg-1·K-1) 2464
液相比热容/(J·kg-1·K-1) 3255

相变潜热/(J·g-1) 181
表 2 合金铝物性参数

名称 数值

密度/(kg·m-3) 2700
热导率/(W·m-1·K-1) 160
比热容/(J·kg-1·K-1) 900

研究对象分别命名为 45°骨架-石蜡方腔、60°骨架-石蜡方腔、75°骨架-石蜡方腔和 90°
骨架-石蜡方腔。骨架圆截面半径分别为 1.67mm、1.8mm、1.9mm、1.93mm。设置相变初

始温度为 298.15K，模型左壁面为恒温加热壁面，加热温度 Th=333.15K，其余壁面绝热。

初始条件设置适用于本研究所有工况。采用有限元法对相变融化过程进行三维数值模拟。

设置两组对照组，分别为纯石蜡方腔和 90°正交骨架-石蜡方腔。以图 1 的 90°正交骨架-石
蜡方腔为例，展示加热面的位置及其左视 yOz 面骨架结构图。

图 1 90°正交-石蜡骨架物理模型示意图

图 2 为四种倾斜骨架-石蜡复合方腔模型示意图。为了直观展现骨架的夹角位置及差异，

如图 3 所示是模型 yOz 平面左视图。

加热面



45°骨架-石蜡方腔 60°骨架-石蜡方腔 75°骨架-石蜡方腔 90°骨架-石蜡方腔

图 2 倾斜骨架复合相变方腔模型示意图

45°骨架-石蜡方腔 60°骨架-石蜡方腔 75°骨架-石蜡方腔 90°骨架-石蜡方腔

图 3 yOz 平面模型二维示意图

1.2 数学模型

填充金属骨架的石蜡方腔，其相变传热过程较为复杂，故在建立数学模型时做如下假

设：

（1）石蜡和铝骨架的热物性视为常数；

（2）将液态石蜡视为牛顿不可压缩流体，密度变化满足 Boussinesq 假设；

（3）液态石蜡在方腔内做非稳态层流流动，忽略流动过程中的粘性耗散；

（4）忽略复合相变材料内的热辐射变化；

（5）忽略石蜡相变过程中的体积变化。

基于上述假设条件，建立复合相变材料相变过程中的控制方程，包括连续性方程、动

量方程及能量方程。

连续性方程：
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式中，�为石蜡密度，kg/m³；t 为时间，s；u、v、w 为笛卡尔坐标系 x、y、z 方向上的速度

分量，m/s。
动量方程：
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式中，p 为压力，Pa；�u、�v、�w为源项；�为液相率，为液相体积与相变方腔总体积的比

值；�为防止公式中分母为 0 而添加的微小系数，数值取 1×10-3；�m为糊状区表征常数，限

制糊状区速度的发展 [23]，取 5×104 kg/(m³·s)；g 为重力加速度，取 9.8 m/s²；�为石蜡的体

积膨胀系数，取 0.001 K-1；�P为石蜡温度，K；�0为相变初始温度，K。

液相率�由公式（8）-（10）表示。

固相区： � = 0, �P ≤ �s (8)
糊状区： � = �P−�s

�e−�s
, �s < �P < �e (9)

液相区： � = 1. �P ≥ �e (10)
式中，�s为石蜡融化开始温度，K；�e为石蜡融化终止温度，K。

能量方程包括石蜡传热能量方程及骨架传热能量方程。

石蜡能量方程：
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ℎl = �� (15)
式中，ℎP为石蜡的比焓，J/kg；�P为石蜡的热导率，W/(m·K)；�p,P为石蜡的比定压热容，

J/(kg·K)；�h为能量方程的源项；ℎs为石蜡的显热比焓，J/kg；ℎl为石蜡的潜热比焓，J/kg；
ℎref为石蜡的基准比焓，J/kg；�ref为石蜡的基准温度，K；�为石蜡的相变潜热，J/kg。

金属骨架能量方程：
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式中，�s为合金铝的密度，kg/m³；ℎs为合金铝的比焓，J/kg；�s为合金铝的热导率，

W/(m·K)；�s为合金铝的比热容，J/(kg·K)。
无量纲时间：

� =
�∗

�
(17)

式中， �为无量纲时间；�∗为融化时间，s。
2 网格独立性验证

采用有限元软件进行模拟计算，由于模型网格划分的数量直接影响计算结果的精确度，

因此需要选择合适网格数量的模型进行研究。以 45°骨架-石蜡方腔模型为对象，划分三种

网格级别，网格数分别为 256676、442743、970399 个。三种网格级别下模拟得到石蜡的完

全融化时间依次为 1610s、1680s、1630s，偏差控制在 5%之内，因此本研究采用的模型具

有较好的网格独立性。综合考虑到模拟的准确性以及计算效率，选择网格数为 442743 对应

级别作为模型网格构建的统一标准进行数值模拟。

3 模拟结果与讨论
3.1 融化相场分析

本研究采用有限元方法，对同尺寸的纯石蜡方腔、45°骨架-石蜡方腔、60°骨架-石蜡方

腔、75°骨架-石蜡方腔、90°骨架-石蜡方腔和 90°正交骨架-石蜡方腔的相变融化过程进行数

值模拟。研究不同倾斜骨架夹角对相变过程传热与流动的影响特征。控制五种骨架结构孔

隙率为 0.90，均采用左侧恒温加热。

图 4 为加热时间 t=200s、800s、1200s、1700s 的相变融化过程相场分布图。其中，红

色区域为相变融化区，全部为液相材料，液相率为 1；蓝色区域为相变未融化区，全部为



固相材料，液相率为 0；红色和蓝色中间的区域为相变糊状区，固态和液态相变材料共存，

液相率介于 0 与 1 之间。可以发现，t=200s 时，相变界面与热壁面保持平行，这是因为在

相变融化前期，热量主要以导热的形式向方腔内部传递，上、下部石蜡融化程度相近。

t=800s 时，相变界面开始发生倾斜，此时已融化的液相材料受到热浮升力的作用发生自然

对流，热壁面附近的液态石蜡向方腔上部流动，热量在上部聚集高于方腔下部，因此上部

石蜡融化更快。随着时间的推进，自然对流占据主导，糊状区明显向方腔右下角弯曲，并

且呈现“上窄下宽”形态。

纵向对比六组工况的相场图，可以直观的发现添加骨架结构对于强化相变有显著的影

响，金属骨架提升了方腔整体的热导率，并且随着骨架夹角减小，石蜡融化也更快。在此

基础上，与 90°正交骨架-石蜡方腔相比，倾斜骨架的加入具有更优的强化传热效果。在

t=1700s 时，45°骨架-石蜡方腔已融化结束，其他四种复合方腔也已接近相变尾声，而纯石

蜡方腔内的石蜡仅仅融化了三分之一。分析原因得到，45°骨架由于夹角较小，骨架排布较

为密集，热量可以集中的向方腔内部传递，更易实现加速石蜡的融化。值得注意的是，不

同于纯石蜡融化工况，骨架-石蜡方腔的相界面并非规则的曲面。由于金属骨架的高导热性，

相比于在石蜡介质中，热量通过骨架可以传递的更远，骨架周围的石蜡会优先获得热量进

行融化，因此糊状区会围绕骨架分布，但总体呈现向右下角倾斜推进的形态。

·

纯石蜡

45°骨架-石
蜡方腔

60°骨架-石
蜡方腔

75°骨架-石
蜡方腔



90°骨架-石
蜡方腔

90°正交骨

架-石蜡方

腔

t=200s t=800s t=1200s t=1700s
图 4 纯石蜡、骨架-石蜡方腔融化相场图

3.2 液相率分析

液相率�是反映相变程度的重要指标，其随时间的变化表征相变过程的快慢。图 5 为

纯石蜡与五种骨架-石蜡方腔相变液相率随无量纲时间�的变化图，首先可以直观地发现，

添加铝骨架后的相变融化速率大幅提升，超前于纯石蜡方腔率先达到完全融化状态。通过

观察液相率曲线的局部放大图，45°骨架-石蜡方腔的融化速率最快，而其他三种倾斜骨架-
石蜡方腔则具有相近的发展趋势，尽管如此，仍比 90°正交骨架具有更好的强化换热效果。

为了突出添加骨架结构后对融化时间的影响，各工况的相变完全融化时间通过图 6 展

示。纯石蜡方腔完全融化需 8930s，90°正交复合方腔需 2230s，45°、60°、75°、90°
骨架-石蜡方腔完全融化时间分别为 1680s、1950s、2020s、2050s。以相对强化效果最弱的

90°复合方腔来说，比纯石蜡方腔相变提速了 77.04%，比 90°正交复合方腔提速了 8.07%，

而 45°复合方腔则在完全融化时间上比 90°正交复合方腔缩短了 24.66%。可以说明，倾

斜骨架结构在强化相变方面优于传统的正交骨架结构，具有一定的研究价值，并且更贴近

实际应用的真实情况。

图 5 液相率随无量纲时间变化图 图 6 完全融化时间统计图

3.3 速度场分析

通过前述研究证明了倾斜骨架比正交骨架结构具有更强的相变融化加速效果，因此这

一节主要对四种倾斜骨架-石蜡方腔进行速度场分析。图 7 为对四种复合方腔选取垂直于加

热面的 x-z 截面，在不同时刻的速度场分布及速度矢量分布图。其中，由蓝色向红色不断

过渡代表速度大小的递增；黑色箭头的大小和方向象征着速度的大小和方向。图中的白色



部分为所取 x-z 截面上的骨架截面分布。在 t=200s 时，仅在加热壁面周围存在较小的速度

分布，因骨架周围石蜡融化较早，也存在较小的速度范围，并且可以发现，45°复合方腔

速度相对较大。在 t=800s 时，明显出现一个顺时针环流，范围由热壁面以及相变界面约束，

在 t=1200s 时进一步发展扩大。这是因为融化得到的液态材料与未融化的固态材料之间存

在密度差和温度差，同时受到热浮升力的作用发生自然对流，靠近热壁面处的液相石蜡向

上流动，靠近相变界面的低温液相石蜡向下流动，使得边界局部速度变化剧烈，温度梯度

增大，环流中间由于温度较为均匀，速度梯度较小。当石蜡几乎完全融化时，方腔内部的

液相石蜡持续获得热量，温度增加使得温差减小，因此自然对流程度也逐渐减弱，在

t=1700s 时，只有微弱的速度分布。且随着骨架夹角的不断减小，自然对流速度从产生到消

失经历的时间更短，而速度场与温度场相互影响，侧面说明方腔内温度更快达到均匀。
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45°骨架-石

蜡方腔

60°骨架-石

蜡方腔

75°骨架-石

蜡方腔
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t=200s t=800s t=1200s t=1700s
图 7 速度场分布及速度矢量分布图

图 8 为 t=800s 时，垂直于加热面 Z/2 高度处的三维截线沿 x 方向上的速度分布图，截

线完全位于石蜡中。Uz 为沿 z 方向的速度分量，规定向上为正方向。总体来看，Uz 存在

两个明显的速度峰值。在靠近加热面处出现一个速度正峰值，这是因为液相石蜡受热向上

流动；液相石蜡在相变界面周围存在密度差，受重力影响向下流动，在方腔中段出现一个

较大的速度负峰值。在方腔后段，速度并非平缓的趋近于零，仍然存在微小的波动，原因



是高导热性骨架的分布使得周围石蜡融化较早，存在微弱的自然对流。图 8 中负峰值出现

的位置越靠前，表示相界面演化推移的越慢，这意味着液相区的范围更小。可以发现，骨

架夹角为 45°时，速度负峰值位置距离加热面最远，其次是 60°复合方腔。从截线速度分

布上也可以很好地说明，t=800s 时，45°骨架-石蜡方腔的强化相变效果更好。骨架夹角为

60°时，速度正峰值最大，说明这一结构在融化中期的传热效果最好，自然对流作用更强。

骨架夹角为 75°时，在截线 x=0.01m 之后出现了四个速度负峰值，尽管 x=0.03m 后的速度

负峰值相对较小，这说明 75°骨架-石蜡方腔内部的自然对流扰动最为强烈，会形成更多

的局部速度环流区。

图 8 t=800s 速度分量沿截线分布图

3.4 截线温度分析

为了对比分析不同夹角金属骨架的石蜡方腔内部温度变化趋势及规律，研究三维截线

上不同时刻的温度分布情况。截线位置与上一节相同。选取相变传热效果最好的 45°骨

架-石蜡方腔，在四个融化时刻温度随截线位置的分布如图 9 所示。在 t=200s 时，加热过程

刚开始进行，左壁面温度突然达到高值，因此在近热壁面处温度梯度猛增。在沿截线长度

变化的方向上温度会出现波动性的短暂升温，一方面，石蜡熔化后发生自然对流现象，形

成顺时针环流，经过截线处影响温度场的分布；另一方面，热量通过骨架快速传播，截线

周围骨架的分布使得温度的非稳态变化加剧。在 t=800s 和 1200s 时，x=0.015m 周围存在两

次明显的温升，此时相变过程处于中期，自然对流占据主导，分别在加热面附近及相界面

附近两次穿越截线，扰动较大，并带动热量传递。在 t=1700s 时，温度曲线已十分平缓，

此时石蜡已完全融化，方腔内温度正逐渐趋于均匀。

图 9 45°骨架-石蜡方腔沿截线温度分布图

图 10 为四种复合方腔在不同时刻温度随截线位置分布的对比图。可以发现，四个时刻



各复合方腔具有相近的温度分布趋势，在 t=200s 和 800s 时，具有明显的三个温度峰值，考

虑到在所取截线的周围，分布着与该截线异面垂直的三根圆柱架体，高导热性的合金铝骨

架使得周围石蜡温度高于远离骨架处的石蜡。随着融化过程的持续进行，更多的热量通过

热流体的自然对流向方腔内扩散，温度曲线的波动幅度下降。t=200s、800s、1200s、1700s
时刻工况最大温差分别为 31.91K、27.79K、26.77K、6.53K。特别地，四个时刻的 90°骨

架-石蜡方腔的温度波动较其他三种工况更明显，原因是骨架夹角较大引起的相同体积空间

中架体结构排布稀疏，通过骨架导热传递的热量不能普及到更广的相变区域，会造成更大

的温度起伏，需要更长的时间达到温度平衡。当 t=1700s 时，45°骨架-石蜡方腔沿截线的

温度普遍高于其他三个工况，且没有明显的波动，表示方腔内部温度趋于均匀具有更强的

倾向，能够更快的实现相变材料的完全融化。

(a) t=200s (b) t=800s

(c) t=1200s (d) t=1700s
图 10 倾斜骨架-石蜡方腔沿截线温度分布图

4 结 论
本文对孔隙率均为 0.90，填充倾斜骨架夹角分别为 45°、60°、75°的石蜡方腔进行有

限元数值模拟与传热特性研究，分析了各模型相变界面分布、液相率变化、速度场分布、

截线温度分布的特点与规律，并与同尺寸纯石蜡方腔和常用的 90°正交骨架-石蜡方腔进

行对比，为进一步探究骨架夹角影响相变传热的特性与机理提供了理论基础，得到如下结

论：

（1）添加金属骨架可以有效提高石蜡的融化速率，并且随着骨架夹角的减小，完全融化时

间更短，45°骨架-石蜡方腔比 90°骨架-石蜡方腔完全融化时间缩短了 18.05%；

（2）相比于正交骨架，倾斜骨架结构强化相变的效果更好，45°骨架-石蜡方腔比 90°正

交骨架-石蜡方腔相变融化速率提高了 24.66%；

（3）60°骨架-石蜡方腔在加热面附近的自然对流最强，具有最大的速度正峰值，75°骨



架-石蜡方腔在相变界面附近的自然对流最强，具有最大的速度负峰值；

（4）骨架夹角为 45°时的相变传热效果最优，热量可以实现更快地传递，方腔内部温度均

匀性更好。

参考文献

[1] 常钊, 陈宝明, 罗丹. 相变储能材料的应用[J]. 煤气与热力, 2021,41(06):3-6+41

[2] 张明, 陈宝明, 常钊, 等. 不同结构金属翅片对石蜡相变传热的影响[J]. 煤气与热力, 2022,42(01):15-21.

2022.01.011

[3] Guo J, Liu Z, Du Z, et al. Effect of fin-metal foam structure on thermal energy storage: An experimental

study[J]. Renewable Energy, 2021, 172

[4] Yang C, Xu Y, Cai X, et al. Melting behavior of the latent heat thermal energy storage unit with fins and

graded metal foam[J]. Applied Thermal Engineering, 2021, 198(1):117462

[5] 田伟, 梁晓光, 党硕, 等. 金属泡沫-翅片复合结构强化相变蓄热的实验研究[J]. 西安交通大学学报, 2021,

55(11):17-24

[6] 杜昭, 阳康, 舒高, 等. 金属泡沫内石蜡固液相变蓄热/放热实验[J]. 储能科学与技术, 2022, 11(2):7

[7] Mohamad Aramesh, Bahman Shabani, Metal foams application to enhance the thermal performance of phase

change materials: A review of experimental studies to understand the mechanisms[J]. Journal of Energy Storage,

2022, 104650

[8] Jadal Mariam, Soto Jérôme, Delaunay Didier. Thermal conductivity evolution of a Compressed Expanded

Natural Graphite – Phase Change Material composite after thermal cycling[J]. Thermal Science and Engineering

Progress, 2021: 101047

[9] 周涛涛, 熊志波, 吴志根, 等. 膨胀石墨/石蜡复合相变材料的导电及发热特性[J]. 化工进展, 2022, 41(2):9

[10] Xie B, Cheng W L, Xu Z M. Studies on the effect of shape-stabilized PCM filled aluminum honeycomb

composite material on thermal control[J]. International Journal of Heat & Mass Transfer, 2015, 91(DEC.):135-143

[11] 张春伟, 陈静, 王成刚, 等. 相变储能技术的传热强化方法综述[J]. 制冷学报, 2023,44(01):1-13

[12] Kim Se Hyun, Park Seong Hyun, Pandey Sudhanshu, et al. Effects of fin positioning on the thermal

performance of a phase change material–filled heat sink with horizontal fins[J]. Journal of Energy Storage, 2023,

68

[13] 张明, 陈宝明, 常钊, 等.不同结构金属翅片对石蜡相变传热的影响[J]. 煤气与热力, 2022, 42(01):15-21

[14] 刘斌, 石胜强, 王若男, 等. 多孔泡沫金属散热模型数值模拟与分析[J]. 热科学与技术, 2022, 21(2):123-

129

[15] 万倩, 王铭婕, 何露茜, 等. 泡沫铜/石蜡复合相变储能材料的储放热过程及数值模拟[J]. 化工进展, 2022,

41(04):2046-2053

[16] Girish Kumar Marri, C. Balaji. Experimental and numerical investigations on the effect of porosity and PPI

gradients of metal foams on the thermal performance of a composite phase change material heat sink[J].

International Journal of Heat and Mass Transfer, 2021, 164

[17] 马预谱, 胡锦炎, 陈奇, 等. 金属材料增强的石蜡储热性能研究[J]. 工程热物理学报, 2016, 37(10):2196-

2201

[18] 喻家帮, 牛朝阳, 韦攀, 等. 泡沫金属/翅片填充管蓄热性能的实验研究[J]. 西安交通大学学报, 2019,

53(01):122-128

[19] Hongyang Li, Chengzhi Hu, Huihui Wang, et al. Thermal effect of nanoparticles on the metal foam composite

phase change material: A pore-scale study[J]. International Journal of Thermal Sciences, 2022, 179

[20] Boomsma K, Poulikakos D. On the eective thermal conductivity of a three- dimensionally structured uid-

saturated metal foam[J]. International Journal of Heat and Mass Transfer, 2001, 44(4):p.827-836

[21] 郭增旭, 白青松, 杨肖虎, 等. 不同倾角下通孔金属泡沫强化蓄热实验研究[J]. 西安交通大学学报, 2019,



53(1):6

[22] 张嘉杰, 屈治国. 金属泡沫中填充石蜡的相变换热特性实验研究[J]. 工程热物理学报, 2017, 38(7):6

[23] 陈宝明, 张艳勇, 李佳阳. 铝/石蜡复合相变材料蓄热性能的数值模拟[J]. 热科学与技术, 2021, 20(6):9



中国工程热物理学会 学科类别

学术会议论文 编号：233362

气体扩散层形貌对多孔介质物质输运影

响的孔隙网络模拟研究

张薇 1, 2，蒋兆晨 1，*，何志霞 1

（1. 江苏大学 能源研究院，江苏镇江，212013；

（2. 江苏大学 能源与动力工程学院，江苏镇江，212013）

(Email: zhaochenjiang@ujs.edu.cn)

摘要：

精确构建燃料电池气体扩散层孔隙结构，对揭示不同液相饱和度下多孔介质传质机理具有重要意

义。本文基于 CT 重构获得的气体扩散层三维形貌，开发了耦合最大球与根沃罗诺伊空间分割的孔隙

网络构建方法，模拟了高温燃料电池气体扩散层内磷酸侵入和氧气扩散过程。对比不同孔隙网络构建

方法，发现所开发的新方法能够更准确地预测多孔介质内液相饱和度和有效氧气扩散系数。

关键词：气体扩散层（PNM），孔隙网络模拟，多孔介质传质，Radical Voronoi Tessellation

0 引言

质子交换膜燃料电池（如图 1 所示）由于其清洁无污染、能量转换效率高、可再生

等优势，受到了能源行业的广泛关注。燃料电池气体扩散层（Gas Diffusion Layer，GDL）
是燃料电池关键组件，起到导电和物质输运作用。GDL 通常由碳纤维或石墨纸等多孔

性材料制成，具有高导电性和良好的气体扩散性能。不同液态水（磷酸）饱和度下，GDL
内物质输运特性复杂，对电池性能的影响不可忽视。多孔介质 GDL 几何结构特性（厚

度、孔隙率）和物质输运特性（气体有效扩散系数，液相渗透率）是燃料电池传统宏观

连续性模型[1-4]的重要输入参数。

图 1 质子交换膜燃料电池原理图



近年来，研究者开始将介观尺度的孔隙网络模拟（Pore network modeling, PNM）运

用于 GDL 内物质输运和电化学反应模拟。孔隙网络模拟将多孔介质视为由连通的孔

（Pore）和固体组成，孔与孔之间通过喉（Throat）连接，用来准确描述流体、气体或

其他物质在多孔介质内输运和化学反应过程。前人对 GDL 孔隙网络模拟的研究主要集

中在液体进口边界条件、GDL 结构重建方法与两相运输特性三个方面。具体如表 1 所

示。

针对 GDL 多孔介质孔隙网络构建的方法主要有三种：固定孔隙间距的有序的规则

孔隙网络[6-9,15-17]，随机方法重构非结构孔隙网络[10-12,18]，以及根据多孔介质形貌特征构

建的等效拓扑孔隙网络[5,19]。Gostick[20]利用 Voronoi 方法确定 GDL 中孔的位置和体积，

依据 GDL 孔隙率和碳纤维直径信息构建 GDL 孔隙网络。Dong 等人[21]开发的基于 X
射线显微断层扫描测试结果的最大球法（Maximum Sphere，MS）也被广泛应用于多孔

介质孔隙网络提取。

GDL 孔隙网络模拟的边界条件也分为三种：入口边界与一个水库相连并且压力均

匀分布的等压边界[6-8,10,17,18]，液态水从边界所有入口等流量流入 GDL 的等流边界[5]，以

及液相从多个独立的注入点侵入 GDL 的分布式等压边界[7,112,1,16,19]。

Fazeli [5]等人通过 X-CT 图像重建非结构 GDL 比较了液态水入口边界条件为等压边

界、等流量边界与分布式等压边界对空间液态水分布的影响，提出分布式等压边界条件

是一个更现实的入口，并分析了三种边界条件下沿 GDL 厚度方向的孔隙与固体成分占

比。Wu [6]等人建立了 GDL 的规则孔隙网络模型并分析了孔隙网络尺寸、各向异性、配

位数等信息对氧气运输特性的影响以及亲水孔隙比例对 GDL 内液态水饱和度的影响。

Li [7]等人建立了三维两相的 GDL 规则孔隙网络模型分析了气体扩散层与催化层界面液

体覆盖率对 GDL 内液态水饱和度以及极限电流密度的影响。Pauchet [8]等人通过一个规

则的 GDL 孔隙网络模型分析了亲水孔隙比例对有效气体扩散系数的影响。Straubhaar [9]

等人利用 GDL 的规则孔隙网络模型模拟了阴极侧气体扩散层内蒸汽凝结形成液态水的

过程，并考虑了 GDL 内的空间温度变化。Sinha [10]等人通过随机分布的纤维在 GDL 中

形成高度无序的孔隙空间拓扑结构首次分析了混合润湿气体扩散层内的液态水运输，表

明液态水优先流经亲水孔隙。Tranter [11]等人通过建立 Voronoi 图和 Delaunay 镶嵌的随机

孔隙网络分析了肋下 GDL 压缩比引起的孔隙率以及极限电流密度的变化。Wong [12]等人

通过随机方法建立的 GDL 非结构孔隙网络模型分析了微孔层参数与液态水入口覆盖率

的影响。Hinebaugh [13]等人过随机分布的纤维构建了 GDL 的非结构孔隙网络模型并分析

了不同纤维半径等条件下的局部孔隙率、饱和度与孔径分布。Aghighi [14,15]等人建立了

质子交换膜、催化层与气体扩散层耦合的规则孔隙网络模型分析了催化层疏水性对欧姆

损失的影响以及气体相对湿度对极限电流密度的影响。

然而，据作者所知，很少有研究者研究应用简化的 GDL 孔隙网络模型对分析 GDL
物质运输现象造成的偏差。本文基于 CT 重构获得的气体扩散层三维形貌特征，开发了

最大球法（MS）与根沃罗诺伊空间分割（Radical Voronoi Tessellation，RVT）相结合的

GDL 孔隙网络构建方法。对比 MS+RVT 构建方法、孔随机分布（Random Seed，RS）
与 RVT 相结合的构建方法（RS+RVT）和规则网络构建方法生成的不同 GDL 孔喉结构，



针对高温燃料电池内 GDL 磷酸侵入过程和阴极氧气扩散过程进行了孔隙网络模拟研究，

分析了不同孔隙网络对 GDL 内磷酸饱和度以及氧气有效扩散系数的影响，发现传统的

规则孔隙网络与随机生成的孔隙网络均会导致网络液相饱和度的高估以及氧气有效扩

散系数的低估。

表 1 GDL 孔隙网络模型文献总结

构建方法 边界条件
各向

异性

液态水

覆盖率

气体

湿度
亲疏水

极限电

流密度
文献

CT 重构 三种边界 √ [5]

规则网络 等压边界 √ √ [6]

规则网络 等压+分布式等压 √ √ √ [7]

规则网络 等压边界 √ [8]

规则网络 水蒸气冷凝决定 √ √ [9]

随机方法 等压边界 √ [10]

随机方法 分布式等压 √ √ √ [11]

随机方法 分布式等压 √ √ [12]

规则网络 来自 CL √ √ [15]

规则网络 分布式等压 √ √ [16]

规则网络 等压边界 √ √ [17]

随机方法 等压边界 √ √ [18]

CT 重构 分布式等压 √ [19]

1 孔隙网络结构生成

1.1 GDL 形貌 CT 重构

图 2 TGP-H-090 碳纸三维形貌重构

碳纸是气体扩散层制备的通用材料。本文利用 X 射线显微断层扫描技术（Sky Scan
2211X-ray, Bruker)），逐层扫描碳纸（TGP-H-090，Toray）的 y-z 截面，以实现了碳纸三



维形貌的精确重构。图 2a）和 b）展示了碳纸三维形貌重构结果，碳纸由碳纤维堆叠而

成，具有明显的层状结构；碳纸内部有形状和大小不同的孔隙，碳纸表面形貌不规则。

TGP-H-090 碳纸的厚度约为 280 ��，从不同 y-z 截面中可以观察到碳纤维轴向和径向

截面。对比图 2c）中的孔隙率分布，y-z 截面内孔隙率相对较为稳定，而 x-y 和 x-z 截面

内孔隙率在 0.65 至 0.95 内大幅波动，x-y 截面波动振幅更大；整体孔隙率为 0.76。图 2d）
显示了碳纤维直径的密度分布和累计密度分布（数量基）。

1.2 MS+RVT 孔隙网络构建方法

根据碳纸三维形貌重构获得的碳纤维 3D 空间位置和直径分布结果，本文开发了最

大球法与根沃罗诺伊空间分割相结合的 MS+RVT 孔隙网络构建方法。根沃罗诺伊空间

分割是指再原始 Voronoi 基础考虑空间体积加权信息。假设有一组加权的空间点（��, ��）,
根沃罗诺伊分割的每个空间可以表示为：

�� = � ∈ Ω: � − ��
2 − �� ≤ � − ��

2 − ��∀� ∈ 1, …, � # 1

加权的空间点（��, ��）可利用最大球法从 CT 重构的三维空间矩阵提取。最大球生

长具体步骤为：

1) 设定球生长初始边界（纤维、物理边界）；

2) 计算欧几里德距离变换；

3) 计算最大球质心��和半径��；

4) 设定由球生长获得的新边界；

5) 重复步骤 2 到 4 直到球半径小于平均孔隙半径。

利用加权的空间点，建立 GDL 计算域内根沃罗诺伊空间分割，获得每个孔的位置，

包围孔的多边形面积和方向等信息。本文中依据多面体边，生成孔周围的碳纤维结构。

具体步骤为：

1) 设定球数量��，计算根沃罗诺伊空间分割和每个 cell 体积��；

2) 计算第 i 个多边形边第 j 条边边长���，依据图 2d）分布，随机设定纤维半径��,��

和总体积 ��,��� ；

3) 计算碳纤维总体积（假设碳纤维为圆柱体，考虑边界效应）；

4) 计算孔隙率，对比 CT 测试孔隙率，重复步骤 1 到 4；
5) 计算第 i 个孔第 j 多边形面积���，方向���及其边对应纤维的边长加权半径���,��;
6) 计算第 i 个孔第 j 多边形挤出体积��,��；对应喉体积��,�� = ��,�� − ��,����,��� 和等

效喉半径��,��；

7) 计算第 i 个孔体积��,� = �� − 0.5��,��� 和等效孔半径��,��；

8) 提取孔隙网络模拟所需的孔与喉的连接关系。

RS+RVT 孔隙网络构建方法与 MS+RVT 孔隙网络构建方法类似，只是初始的空位

置随机获取，空间加权值相等。

1.3 规则网络

规则孔隙网络模型具有成本低，计算效率高的优势。本文构建的高温质子交换膜燃



料电池阴极气体扩散层的规则网络孔隙网络模型（如图 3 所示）。孔隙网络有序的分布

在笛卡尔坐标系中。本文的孔隙为规则六面体，喉道为宽与深相同的六面体。气体扩散

层上侧与肋板以及气体通道接触，肋板与气体通道的宽度比为 1:1，下侧与催化层接触，

该界面由于磷酸的流失具有一定的磷酸溶液覆盖比例。

图 3 气体扩散层规则网络孔隙网络模型

2 孔隙网络物质传输模拟

2.1 氧气运输

假设高温质子交换膜燃料电池阴极通道与大气相连，扩散的反应气体为氧气。气体

进口，即气体通道与 GDL 的界面孔（如图 3 所示），压力为一个大气压；气体出口，即

GDL 与 CL 的界面孔，此时氧气的摩尔分数为 1%。

氧气在气体扩散层中以扩散的方式运输。每个孔隙都服从质量守恒定律：

��� =
�=1

��

��,��� = 0# 2

其中���为孔隙 i 的氧气质量的增量，��为孔隙 i 的喉道配位数，��,��为孔隙 j 到孔隙 i
的氧气扩散通量，可以表示为：

��,�� = ��,�� ��,� − ��,� # 3
其中，��,��为孔隙 j 到孔隙 i 的扩散传导率（实际为喉道与两个半孔隙串联后的扩散传

导率），��,�与��,�分别为孔隙 j 与孔隙 i 中氧气的摩尔浓度。孔隙与喉道的扩散传导率为：

�� =
��2��,�

��,�
# 4

其中，��2为氧气扩散系数（此处将 Kundsen 扩散效应考虑在内），��,�为孔或喉的截面

积，��,�为元素长度。通过气体扩散层的氧气通量为边界处喉道的扩散通量之和。气体

有效扩散系数可以表示为：

�eff =
�GDL

�in,O2 − �out,O2

�O2

�GDL
# 5

其中，�GDL为气体扩散层的厚度，�O2为氧气通过气体扩散层的通量，�in,O2与�out,O2 分

别为氧气进口与出口的摩尔浓度，�GDL为气体扩散层的面积。



2.2 磷酸溶液入侵算法

高温质子交换膜燃料电池中膜和催化层中的离子传导依赖于磷酸。由于物质输运，

磷酸会从催化层溢出穿过气体扩散层进入通道中。磷酸溶液在气体扩散层中的入侵过程

由毛细力主导，所以采用入侵逾渗算法模拟磷酸溶液的侵入过程。

本文采用分布式等压边界条件。根据给定的气体扩散层与催化层的磷酸溶液覆盖比

���获得饱和度为 1 的喉道，喉道数量为初步团簇的数量。入侵过程的一个时间步，每个

团簇侵入一个空的喉或孔（毛细力阈值最小），直到所有团簇均突破气体扩散层或与其

他团簇合并为止。毛细力阈值有 Yang-Lapalace 公式决定：

�c =
−2�cos��

�g,e
# 6

其中，�为磷酸溶液的表面张力 N/m，��为气体运输网络元素接触角，�g,e为气体运输网

络元素半径（此处为元素截面正方形边长的 1/2）。磷酸侵入终止时，GDL 网络内液态

水含量可以用液相饱和度表示：

� =
��,�

��
# 7

其中，��为 GDL 网络的孔隙总数，��,�代表饱和度为 1（即液相孔）的孔的数量。

3 结果与讨论

3.1不同方法构建 GDL 孔隙网络几何特征

根据 X-CT 扫描结果（图 2），GDL 厚度为 275μm，宽度为 700μm，深度为 500μm。

本文构建的规则网络，孔隙为规则六面体；晶格间距�为 25μm；孔隙半径��服从[�����

�����]的均匀分布，其中，�����= 10.4μm，����� =12.4μm；喉道半径��服从均值为������，

标准差为�����的正态分布，其中������为 5μm，�����为 0.5μm，此时的孔隙率与图 2 一

致，为 0.76。

图 4 GDL 的非结构孔隙网络模型形貌

根据 1.2 中描述的算法，RS+RVT 方法与 MS+RVT 方法构建的两种非结构孔隙网络

模型如图 4 所示，其中，球体代表孔隙，圆柱体代表连接孔隙的喉道。很明显，MS+RVT



方法构建的网络的孔隙位置排列分布与 RS+RVT 方法具有明显差距，前者更符合图中所

示真实碳纸的孔隙排列。当孔隙数量从 100 增加到 800 时，两种网络的孔隙率从 0.94
分别降到 0.76 与 0.78。当孔隙数量相同时，RS+RVT 方法构建的孔隙网络孔隙率小于根

据 MS+RVT 方法构建的孔隙网络。为了与图 2 所示的孔隙率（0.76）一致，RS+RVT 方

法取 800 个孔隙，MS+RVT 方法取 900 个孔隙。

本文构建的 GDL 非结构的孔隙网络特征如图 5 所示。结果表明，RS+RVT 方法构

建的网络孔隙半径分布区间为[5 40] μm，集中分布在 15-35μm，孔隙半径分布峰值在

25μm 附近；喉道半径分布区间为[0 40] μm，其中，半径在 25μm 之内的涵盖了超过 90%
的喉道数。通过 X-CT 获得的 PNM 孔隙半径分布在 15-45μm，绝大多数分布在 15-35μm，

孔隙半径分布峰值在 23μm 附近；喉道半径分布在 0-40μm，同样的，半径在 25μm 之内

也涵盖了超过 90%的喉道数量。三种 GDL 孔隙网络构建方法的结构参数如表 2 所示。

通过比较两种方法构建的 GDL 非结构孔隙网络的孔喉半径分布图可以发现，两者

的孔喉半径分布高度相似。而 GDL 的规则网络明显低估了喉道半径。

表 2 三种 GDL 孔隙网络构建方法的结构参数

参数 孔隙数量 喉道数量
平均孔隙半径

[μm]
平均喉道半径

[μm]
规则网络 6160 17920 11.4 5
RS+RVT 800 5699 24.48 10.92
MS+RVT 900 6181 23.6 10.72

图 5 非结构孔隙网络孔喉半径分布

3.2 GDL 磷酸侵入

图 6 展示了 GDL/CL 界面磷酸覆盖率为 0.25 时，两种 GDL 的非结构网络的磷酸从

开始侵入到侵入完结的过程。可以看出，当磷酸覆盖率为 0.25，液相侵入结束时，RS+RVT
方法获得的孔隙网络液相饱和度大于 MS+RVT 方法。

图 7 展示了应用三种重构的 GDL 孔隙网络模型获得的 GDL/CL 界面磷酸覆盖率对

GDL 孔隙网络液相饱和度的影响。可以看出，随着磷酸覆盖率的增加，应用三种方法

构建的 GDL 网络的液相饱和度均增加。然而规则网络的液相饱和度随磷酸覆盖率的变



化更明显并且远远大于非结构网络（RS+RVT，MS+RVT），这可能是由于建立的规则

GDL 网络对喉道半径的低估（如表 2 所示）以及 GDL/CL 边界喉道总数的高估。GDL
的规则网络的喉道半径均小于孔隙半径，在本文所设亲水孔隙的条件下，液态水优先侵

入半径更小的喉道，周围可侵入喉道均被磷酸占据时，方可侵入半径更大的孔隙。这造

成了液态团簇的集中式扩大，导致更高的液相饱和度。边界喉道总数越大，同样的液相

覆盖率下磷酸的注入点个数增加，导致液相饱和度的增大。

图 6 磷酸侵入 GDL 非结构孔隙网络模型

（GDL/CL 界面磷酸覆盖率为 25%）
图 7 GDL/CL 界面覆盖率对液相饱和度的影响

两种非结构孔隙网络的液相饱和度偏差较小。并且 RS+RVT 方法构建的网络液相饱

和度整体略高于 MS+RVT 方法。根据上述两者的孔喉半径分布高度相似，我们把这个

现象归咎于 MS+RVT 方法构建的网络具有的各向异性特征。可以发现，GDL 各向异性

的忽略会导致液相饱和度的高估。

3.3 GDL 氧气扩散

GDL/CL 界面磷酸覆盖率为 25%，磷酸侵入完结时， MS+RVT 方法获得的孔隙网

络内归一化氧气压力分布如图 8 所示。其中，紫色代表液相饱和度为 1 的孔，液相孔氧

气压力为零。氧气压力沿 z 轴负方向（即氧气扩散方向）降低，归一化氧气压力主要分

布在 0.2-0.8 之间，整体分布较为均匀。

图 8 液相侵入完结后的孔隙网络氧气压力归一化分布

（MS+RVT）

图9 GDL/CL界面覆盖率对氧气有效扩散系

数的影响



图 9 所示为 GDL 三种孔隙网络的 GDL/CL 界面磷酸覆盖率对氧气有效扩散系数的

影响。当���从 0 变化到 1 时，三种孔隙网络的氧气有效扩散系数均降低，并且 MS+RVT
方法得到的氧气有效扩散系数大于 RS+RVT 方法大于规则网络。这个大小关系与液相饱

和度相反，此时三种孔隙网络的氧气有效扩散系数均有较大差距。传统的规则孔隙网络

与随机生成的孔隙网络分析 GDL 内的两相物质输运输运均会导致氧气有效扩散系数的

低估。

4 总结

1. 本文基于 CT 重构获得的气体扩散层三维形貌特征，开发了最大球法（MS）与根

沃罗诺伊空间分割（Radical Voronoi Tessellation，RVT）相结合的 GDL 孔隙网络构

建方法，该方法能够更加真实的反映碳纸的微观孔隙结构。

2. 利用入侵逾渗算法与氧气扩散理论分析了磷酸覆盖率对网络液相饱和度以及氧气

有效扩散系数的影响。比较了通过规则孔隙网络、随机方法构建的孔隙网络与能反

映 GDL 真实结构的孔隙网络获得的物质输运参数之间的差异。

3. GDL 各向异性的忽略会导致空隙网络液相饱和度的高估。

4. 根据三种结构的孔隙网络两相输运模拟结果可知，传统的规则孔隙网络与随机生成

的孔隙网络均会导致网络液相饱和度的高估以及氧气有效扩散系数的低估。
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摘要：二氧化碳（CO2）咸水层地质封存过程中，注入的 CO2 不断蒸发地层水的水分，地层水中盐分析

出，降低地层孔隙度和渗透率，影响 CO2 可注入性。然而，不同 CO2流速对不同渗透率岩心中盐的分

布和运移行为以及对渗透率的影响规律尚不清晰。本文通过岩心尺度实验研究不同 CO2 注入速率、岩

心渗透率、异质性对盐分析出行为的影响。结果表明，对于高渗透率岩心，CO2注入速率较小时盐在注

入端聚集，岩心渗透率降低较多而孔隙度变化较小；CO2注入速率较大时盐在岩心均匀析出。对于低渗

透率岩心，CO2注入后析出的盐更易堵塞孔隙导致渗透率降低。对于异质性岩心，低 CO2注入速率下

盐主要在异质性岩心低渗部分的前端以簇状多晶结构析出；高 CO2 注入速率下盐主要在低渗岩心中以

树突状多晶结构析出。本研究为解释 Aquistore 井筒内观测的盐析现象提供了有力支撑。

关键词：CO2地质封存，盐分析出，毛细回流，蒸发，渗透率

0 前言

二氧化碳捕集、利用与封存（CCUS）技术是实现我国“双碳”目标的托底性技术[1]，

其中深部咸水层 CO2封存是实现大容量 CO2地质封存最为可行的技术。咸水层 CO2地质

封存过程中，由于大量 CO2 的持续注入，盐溶液中的水分不断蒸发并被 CO2带走，盐溶

液浓度逐渐增大，最终达到过饱和，导致盐的析出。盐在孔隙中不断积累，从而减小储

层的孔隙度和渗透率，最终影响 CO2的注入性，严重情况下可能发生完全堵塞的现象，

威胁 CO2 封存的长期安全性。盐分析出的问题已对现有 CO2 地质封存项目产生危害。

Baumann 等人采用脉冲中子（PNG）测井技术确定了 Ketzin 储层中长达 1 米的盐分析出

区域[2]。CO2注入 Snøhvit 储层的早期阶段，Grude 等人通过分析压降数据发现了注入井

周围存在一个低渗透率的区域带，这归因于盐的析出[3]。随着测井技术的提高，Stephen
等人[4]将摄像机置入注入井中，清晰地拍摄到了 3000 米以下的注入井的壁面析出大量的

盐，目标储层内的盐分析出已被确定为有可能在 CO2注入操作中造成地层损害。在实验

室研究方面，很多学者对岩心柱进行实验研究，发现盐的析出导致岩石的孔隙度和绝对

渗透率都减小[5-9]。Kim 等[10]和 Miri 等[11]采用微流控可视化实验研究了 CO2 注入下盐的

析出行为，并在孔隙尺度上揭示了盐析机理。数值模拟方面，学者们采用数值模拟软件(例
如 TOUGH2/ECO2N 等)研究发现盐分析出主要出现在注入井附近[6,12,13]。到目前为止，尽



管很多学者对多孔介质中盐分析出问题做了较多的研究，但是对比现有的研究可以发现，

关于盐分析出还有一些疑问尚未解决，甚至不同学者之间对于同一个问题得出截然相反

的结论。这些问题和分歧在 Miri 等[14]的综述文章中有了较好的归纳和比较，其中最为

突出的是 CO2的流速对盐分析出的影响规律，Ott 等[15]和 Wang 等[8]得出了截然相反的

观点。Ott 等[15]研究了两种流量下(2.2 和 4.4 ml/min)的盐析实验，发现两种情况的绝对

渗透率降低，但 CO2的有效渗透率却增大了。另一方面，Wang 等[8]的实验结果却发现

盐析后 CO2的有效渗透率减小到初始的一半。盐的析出将减小岩心绝对渗透率已成为共

识，但是盐的析出对有效渗透率的影响研究较少，已有的研究的结论还不统一。盐的析

出使得岩心的绝对渗透率减小，但是其有效渗透率不一定减小，因为在随着水分的不断

蒸发，多孔介质中将提供更多 CO2 的通道，使得 CO2的有效渗透率可能增大。CO2流速

对盐析后岩心的有效渗透率的影响认识还不清楚，不同流速下盐的分布和运移行为对渗

透率的影响机理需要进一步研究。

实际地层是非均质性的，不同深度的孔隙度和渗透率有较大不同。加拿大的

Aquistore 研究项目是 SaskPower 边界大坝综合碳捕集与封存(CCS)示范项目的一部分。

CO2从 3400 米深的井中通过 4 个不同渗透率的射孔带注入储层。如图 1 所示，在注入井

内拍摄的图像表明，注入井内分布有最多盐的地方是在低注入性区域的射孔处。盐水在

不同渗透率储层中的回流机理目前尚不清楚，不同渗透率岩心以及异质性对盐分析出的

影响规律的认识不够清晰。

图 1 加拿大 Aquistore 项目与盐析相关的咸水层的深度与物理特性。不同深度拍摄的图像显示在

左侧，红色箭头表示它们的位置。灰色形状代表盐分析出的位置，形状大小表示盐析多少[16]。红色虚

线框分别表示高渗透率区域盐析较少，低渗透率区域大量盐析。

综上可以发现，不同 CO2 流速对不同渗透率岩心和异质性岩心中盐的分布和运移行

为以及对渗透率的影响规律尚不清晰。本文采用核磁共振可视化实验系统，对不同 CO2

注入速率，不同渗透率岩心，异质性岩心对盐的析出行为的影响进行了研究，从而揭示

了注入速率、岩心渗透率、异质性对盐析的影响规律。

1.实验系统和方法



1.1 实验系统

本实验系统由本课题组已有的核磁共振可视化实验系统改造而来[17,18]。实验系统如

图 2 所示，包括液相注入模块、气相注入模块、实验段模块（岩心夹持器）、核磁共振测

量模块和围压加热循环模块。液相注入模块主要由双柱塞柱塞泵（SSI/Laballiance Series
1500）、压力变送器（横河川仪 EJA400A）、质量流量计（Bronkhorst M12）以及配套管

线组成。气相注入模块由 ISCO 柱塞泵（Teledyne Isco,Model A500D）、压力变送器（横

河川仪 EJA400A）、质量流量计（Bronkhorst M12）以及配套管线组成。实验段模块由实

验样品（岩心（异质性岩心由 2 块岩心沿轴线切开后组合而成））、岩心夹持器、压差变

送器（横河川仪 EJA110E）以及进出口测温探头（PT100 四线制铂电阻）组成。核磁共

振测量模块采用纽迈科技核磁共振仪（Niumag, MesoMR23-060H-I, 21.3MHz, 0.5 ± 0.05
T），本实验主要采用 CPMG 序列和 HSE 序列。CPMG 序列用来测量和表征岩心平均含

水饱和度和孔隙分布。对于相同的岩心，当完全饱满含核磁信号的流体时，核磁共振信

号强度为 Isat，此时溶液饱和度为 1；当岩心内的流体未饱满时，测得其信号量为 I，则

此时岩心内溶液饱和度可表示为 S=I/Isat。另外，核磁共振信号的弛豫特性 T2谱可反映多

孔介质内的孔隙分布特征，根据核磁理论知识[19,20]，弛豫时间越长，其表示的孔径越大。

通过采用外加梯度场的 HSE 序列可测量岩心沿程的切片含水饱和度，用于表征信号的空

间分布。围压加热循环模块的作用是给实验段岩心提供环压，以防止流体从岩心和夹持

器内壁的间隙流过，本实验中控制内外压差为 1MPa，另一个作用是给实验段提供实验

所需的温度，这部分主要由循环油泵、油路背压阀（Tescom-6000psi）、加热罐及控制系

统、压力变送器和储油罐组成。

图 2 核磁共振可视化实验系统示意图

1.2 实验段岩心与实验流体

本研究的岩心采用来自加拿大 Aquistore CO2封存项目[4]Deadwood 储层采出的岩心。

其中 2 块岩心来自地下 3305m 的高渗透率的区域（命名为高渗 1，高渗 2），2 块岩心

来自低渗透率的区域（命名为低渗 1，低渗 2）。岩心的基本物理性质如表 1 所示。对高

渗 2 和低渗 2 岩心的 SEM 表征表明，岩心的主要组分为石英（图 3）。

表 1 加拿大 Aquistore 项目采出岩心的基本物性

样品 长度（mm） 直径 孔隙度 渗透率



（mm）

高渗 1 51.24 24.67 10.35% 0.20 D
高渗 2 51.20 25.20 14.20% 0.16 D
低渗 1 58.64 25.24 2.94% 7 μD
低渗 2 54.39 25.23 4.00% 18 μD

图 3 Aquistore 项目采出的 2 块岩心的 SEM 图像

实验采用的 CO2是纯度为 99.99%的 CO2。盐溶液采用高纯氯化钠晶体和去离子水配

制的质量分数为 20%的氯化钠溶液。因为氯化钠几乎不溶于无水乙醇，并且无水乙醇含

有氢元素，可被核磁共振仪测量，故采用无水乙醇（优级纯 99.8%）来测量岩心的绝对

渗透率以及表征岩心盐析前后的含氢信号量与孔径分布，从而计算出盐析前后的孔隙率

和盐的空间分布等信息。围压模块工质采用 Fluorinert 公司的 FC40 氟油，因其不含氢信

号，对核磁共振测量无影响。

1.3 实验过程与实验工况

实验过程分为两个阶段，第一个阶段为 CO2注入和盐分的析出过程（干燥过程）。

干燥过程的实验工况如表 2 所示，工况 1-6 研究了 CO2注入速率对盐析的影响，工况 7
研究了岩心渗透率对盐析的影响，工况 8-9 研究了 CO2注入速率对异质性岩心盐析的影

响。根据注井和地层参数，可估算出靠近注入井附近的毛细数约为 4.5×10-6，Aquistore
项目注入井射孔处最大毛细数为 1.02×10-5。本文设计的 CO2注入速率基本符合实际地

层流动状态。干燥过程首先将岩心放入干燥箱完全干燥，后抽真空并饱和质量分数为 20%
的氯化钠溶液，将饱和氯化钠溶液的岩心装入夹持器，加围压并升温到所需温度，用核

磁共振仪的 CPMG 和 HSE 序列测量初始饱和参数。根据不同的设计工况流量参数注入

CO2，进行干燥过程，并每隔一段时间测量干燥过程岩心的残余信号量和盐溶液的沿程

分布，并用压差变送器测量干燥过程的压差变化，核磁信号量不再减小则判定为岩心中



的溶液完全蒸发，干燥过程实验结束。

表 2 干燥过程实验工况表

样品 工况 T/℃ P/MPa Q/(ml/min) 毛细数 Ca 干燥时间

高渗 1

1

50 10

3.69 8.22×10-7 34 h 30
min

2 3.69 8.22×10-7 11 h 38
min

3 9.87 2.19×10-6 6 h 11 min
4 19.74 4.38×10-6 4 h 13 min
5 32.07 7.13×10-6 2 h 40 min
6 46.87 1.04×10-5 2 h 17 min

低渗 1 7 0.44 3.32×10-7 7 h 51 min
高渗 2 与
低渗 2 组

合

8 9.87 7 h 9 min

9 44.28 8 h 22 min

注：毛细数 Ca=vμ/σ，其中 v 为 CO2流速，μ为 CO2粘度，σ为表面张力

第二个阶段为盐的溶解过程，用于测量盐析前后的渗透率和表征盐的分布位置。溶

解过程首先将干燥过程完全盐析后的岩心进行抽真空并饱和无水乙醇，将饱和后的岩心

重新装入夹持器，用核磁共振仪的 CPMG 和 HSE 序列测量岩心饱满无水乙醇的信号量

（Is）和信号量的沿程分布。对整个液相路管线系统进行抽真空，注入无水乙醇填充满

整个管路系统。注入不同流量下的无水乙醇测量盐析后岩心的绝对渗透率。注入大量去

离子水（大于 150 PV）开始溶解岩心中的氯化钠固体，核磁信号稳定不变时可认为岩心

中的盐已全部溶解，后通过注入大量无水乙醇溶液（大于 150 PV）替换岩心中的去离子

水，直到核磁信号量几乎没有变化为止。测量盐溶解后的岩心信号总量（Id）、信号空

间分布和绝对渗透率。最后通过重量法测量溶解后的孔隙率ɛd，而盐析后岩心的孔隙率

（ɛs）可以用溶解前后核磁信号量（Is和 Id）和溶解后孔隙率（ɛd）求得,即ɛs= ɛd·Is/Id。

对比盐溶解前后岩心的核磁信号空间分布，它们的差值就表示盐在岩心中的分布。

2.实验结果与分析

2.1 干燥过程不同毛细数对压降的影响

对于工况 1 和 2，干燥过程毛细数较小。工况 1 采用 3.69 ml/min 的 CO2 流速驱替 34.5
h。刚开始驱替时两相驱替占主导，CO2流动通路增大。当液相达到残余水状态至约 500
min 时水分蒸发占主导，CO2流动通路进一步增大，CO2 有效渗透率增大，压差逐渐减

小至约 7.5 kPa。后期盐分析出占主导，压差稍有回升，CO2有效渗透率减小，最后岩心

两端压差稳定在约 12.5 kPa（图 4（a））。工况 2 的 CO2先以 3.69 ml/min 的注入速率进

行驱替 8.3 小时，岩心两端压差约为 10 kPa。在采用 19.74 ml/min 的 CO2注入速率驱替

15 min 后继续采用 3.69 ml/min 的 CO2注入速率驱替，此时压差下降为约 4 kPa（图 4（b））。
这是因为大流量 CO2驱替将岩心中更多的水驱走，岩心含水饱和度下降更快，CO2 流动

通道增加，CO2有效渗透率增加，岩心两端压差下降。对于工况 3-6，随着实验工况的毛

细数从 2.19×10-6 增加至 1.04×10-5，实验过程中压差稳定所需时间越短，稳定时的压差越



大（图 4（c-f））。

图 4 不同毛细数下岩心两端压差随时间的变化 (a)工况 1，(b)工况 2，(c)工况 3，(d)工况 4，(e)工况 5，

(f)工况 6

2.2 低毛细数条件下的盐析行为

图 5 给出了工况 1 的 CO2低流速驱替过程中，岩心中的核磁共振 T2分布曲线随时间

的变化。从 T2分布曲线的变化可以发现，随着水相逐渐被 CO2驱替，磁共振信号中优先

减小的是 T2值较大的部分。根据磁共振的弛豫理论，弛豫时间与含水孔隙的尺寸正相关。



这表明驱替过程 CO2优先驱替大孔隙中的水，随着饱和度的增大，再依次进入小一些的

孔隙。这是因为对于亲水多孔结构，超临界压力 CO2相作为非润湿相，优先侵入毛细压

力较低的大孔隙中，水相的有效流动通道主要分布于尺寸较小的孔隙中。

图 5 低毛细数条件下 CO2 驱替过程中的 T2分布曲线变化

图 6 为低毛细数条件的实验结束后岩心中盐分的沿程分布，红色和黑色曲线是盐析前

后饱和乙醇的岩心的沿程信号量，信号量之差表征盐的分布。从盐溶解前后的信号分布

结果可以看到，盐主要都聚集在岩心前端。图 6 中的插图为盐析后岩心前后端和侧壁面

的照片，可以看到有大量肉眼可见的盐积累在岩心前端，而后端面几乎没有盐。这是因

为当 CO2从岩心前端开始注入时，因其湿度最小，水分的蒸发速率较大，注入端水分的

蒸发形成溶液的饱和度梯度。当 CO2注入流量较小时（毛细数较小），粘性力较小，毛

细力占主导地位，粘性力无法克服毛细力，且初期岩心中溶液饱和度较大，溶液连通性

较好，在毛细力的驱动下[14]，岩心饱和度较大的下游溶液会源源不断地通过液膜的连接

抽吸到饱和度较小的注入端进行蒸发，析出盐溶质。工况 2 驱替时中间改用大流量驱替

15 min，使得岩心中的水相饱和度更快降低，之后采用小流量时水相能更快蒸干，加速

盐的析出。另一方面，由于温度较高，岩心中的溶液蒸发速率较大，回流到前端的溶质

来不及在浓度梯度作用下扩散回下游，因此溶质在岩心前端局部析出。岩心前端能看到

明显的盐的析出，但实验过程中岩心两端压差没有急剧增大，原因是驱替后岩心中残余

的盐的质量较小，而岩心本身孔隙度和渗透率较大，孔喉较大，因此对岩心孔隙度和渗

透率的影响较小。



(a) 工况 1 下盐的分布

(b) 工况 2 下盐的分布

图 6 低毛细数条件的实验结束后岩心中盐分的沿程分布，插图为盐析后岩心前后端和侧壁面的照片

2.3 高毛细数条件下的盐析行为

如图 7 所示，工况 3-6 研究了增大 CO2注入速率（增大毛细数）对盐分析出行为的

影响规律。从图 7 盐的空间分布可以看到，盐在空间中分布比较均匀，说明增大毛细数

抑制了溶液的回流作用。从插图中可以看出，增大毛细数后，岩心前后端可见少量的盐

析出。这是因为较大的毛细数会使粘性力占据主导地位，削弱毛细力的作用，减少了岩

心后端的溶液往前端的回流，岩心前端的溶液会在粘性力的作用下被驱替到岩心后端。

另一方面，增大注入速率会进一步增加水分蒸发速率，使得溶质扩散的时间进一步缩短，

蒸发前沿的溶质无法及时扩散到下游区域，因而盐在岩心中均匀析出。从图 4(c)-(f)的压

降结果可以看到，压降没有出现剧增，而是逐渐减小到较小压力。从工况 3 到工况 6，
随着毛细数的逐渐增大，驱替过程中驱走的水更多，蒸发阶段剩余的水更少，蒸发结束

后析出的盐更少，盐析前后的沿程信号差异越小。



(a) 工况 3 下盐的分布

(b) 工况 4 下盐的分布

(c) 工况 5 下盐的分布



(d) 工况 6 下盐的分布

图 7 高毛细数条件的实验结束后岩心中盐分的沿程分布，插图为对应工况下盐析后岩心前后端和侧壁

面的照片

2.4 盐分析出对孔隙度和渗透率的影响

图 8 为各工况下盐析后渗透率和孔隙率变化的关系。对于工况 3-6，随着 CO2注入量

的增加，析出盐的质量越少，孔隙率和渗透率减少得越小，且渗透率和孔隙率的改变基

本上成正比例关系。对于大毛细数的工况 5 和 6，尽管少量析出的盐减小了孔隙率，但

对岩心渗透率的影响几乎可以忽略不计。对于小毛细数的工况，尽管工况 1 孔隙度的改

变小于工况 3，工况 2 孔隙度的改变小于工况 4 和 5，但工况 1 渗透率的降低比工况 3
更大，工况 2 渗透率的降低比工况 4 和 5 更大。这是因为工况 1 和 2 析出的盐都聚集在

岩心进口端，而工况 3、4 和 5 析出的盐均匀地分布在岩心中，前者导致岩心的渗透率大

大降低。

图 8 各工况下盐析后渗透率变化与孔隙率变化的关系



2.5 低渗透率岩心的盐析行为

对于低渗透率的岩心，岩心致密且孔径普遍小于高渗透率的岩心。CO2 注入后盐分

析出，更易堵塞孔隙，导致压差增加。如图 9 所示，在低毛细数条件下，岩心两端压差

波动增加至约 7 MPa。实验结束后观察岩心前后端面，都未见明显盐析，这是因为岩心

致密，总体盐析量较少，但通过核磁表征盐的分布表明盐主要在岩心前端析出（图 10）。

图 9 低毛细数下低渗透率岩心两端压差随时间的变化（工况 7）

图 10 低毛细数条件的实验结束后岩心中盐分的沿程分布，插图为该工况下盐析后岩心前后端和侧壁面

的照片

2.6 岩心异质性对盐析的影响

加拿大 Aquistore CCS 项目发现分布有最多盐的地方是在低注入性区域的射孔处，

而渗透率高的区域的射孔处盐析较少。为研究异质性对盐分析出的影响，将高渗 2 和低



渗 2 两块岩心分别沿轴线切开，各取一半组成异质性岩心进行实验。如图 11 所示，在低

毛细数条件下，CO2注入前期压差逐渐降低，在 300 min 时压差稍有增加，之后又回落。

在高毛细数条件下，CO2在注入 50min 后压差基本稳定在约 370 kPa。

图 11 低毛细数（左）与高毛细数（右）下岩心两端压差随时间的变化

如图 12 所示，通过核磁对盐分分布进行表征，结果表明在低毛细数条件下，盐主要

在异质性岩心的前端析出。观察岩心前后端面，发现盐主要在异质性岩心低渗透率部分

的前端析出，而异质性岩心高渗透率部分的前端肉眼几乎看不到盐（图 13（c）），与加

拿大井筒内观察到的结果一致。此外，异质性岩心后端的低渗透率与高渗透率部分肉眼

也几乎看不到盐（图 14（c））。进一步地，在 Nikon 倒置显微镜 20 倍放大倍数下，可以

看到盐主要是一层一层地堆叠在异质性岩心低渗透率部分的前端，且盐呈簇状多晶结构

（图 13（d-g））。在显微镜下可以观察到高渗透率部分的前端（图 13（a-b））以及低渗

透率部分的后端分布有较少量的盐（图 14（a-b）），而高渗透率部分的后端几乎未观察

到盐（图 14（d））。这是因为由于孔径越大，毛细阻力越小，CO2优先驱替高渗透率部

分的溶液。当 CO2完全突破高渗透率部分后，大部分残余溶液分布在低渗透率部分（小

孔径多孔区域）中。随着 CO2 的不断注入，残余溶液不断蒸发，由于低渗透率部分毛细

力大，异质性岩心的高渗透率部分有部分水在毛细力作用下回流到低渗透率部分中。由

于低渗透率部分内 CO2流动速率小，粘性力无法克服毛细力，盐水会不断回流到低渗透

率部分的前端。另一方面，由于温度较高，岩心中的溶液蒸发速率较大，回流到低渗透

率部分前端的溶质来不及在浓度梯度作用下扩散回下游，因此溶质在低渗透率部分的前

端局部析出。由于盐主要在低渗透率部分（小孔径多孔区域）的前端析出，在高渗透率

部分（大孔径多孔区域）的盐析很少，因此对 CO2的流动影响不大，压差最终降低至约

7 kPa（图 11）。



图 12 低毛细数条件的实验结束后异质性岩心中盐分的沿程分布（工况 8）（CO2 流动方向同图 6）

图 13 低毛细数条件的实验结束后异质性岩心前端面盐的分布情况。（a-b）20 倍放大倍数下高渗透

率部分前端盐的分布，（c）异质性岩心前端,（d-g）20 倍放大倍数下低渗透率部分前端盐的分布（其

中（d）与（c）是同一位置不同聚焦深度下的图像，（d）的聚焦位置为岩石前端面表面上的盐，（c）

的聚焦位置为岩石前端面）

图 14 低毛细数条件的实验结束后异质性岩心后端面盐的分布情况（a-b）20 倍放大倍数下低渗透率

部分后端盐的分布，（c）异质性岩心后端,（d）20 倍放大倍数下高渗透率部分后端盐的分布



在高毛细数条件下，盐主要在异质性岩心低渗透率部分的前后端析出，而高渗透率部

分的前后端肉眼几乎看不到盐（图 15（c）、图 16（e）），与加拿大井筒内观察到的结果

一致。在 20 倍放大倍数下，可以看到在低渗透率部分的前端，盐主要呈树突状多晶结构

生长（图 15（d-g））。对于低渗透率部分的后端，盐以树突状多晶结构生长，还有部分

未完全长成树突状（图 16（a-d））。在显微镜下可以观察到高渗透率部分前端分布有较

少量的盐（图 15（a-b）），而高渗透率部分后端几乎未观察到盐（图 16（f-g））。这是因

为 CO2优先驱替异质性岩心高渗透率部分的溶液。当 CO2完全突破高渗透率部分后，大

部分残余溶液分布在低渗透率部分（小孔径多孔区域）中。由于低渗透率部分毛细力大，

在CO2驱替过程中高渗透率部分有部分水会回流到低渗透率部分中。考虑到毛细数较大，

低渗透率部分内毛细力也无法克服粘性力。另一方面，随着 CO2的注入速率增大，水分

蒸发速率增大。蒸发前沿的盐溶质无法及时扩散到下游区域，因而盐在前后端均有析出。

图 15 高毛细数条件的实验结束后异质性岩心前端面盐的分布情况。（a-b）20 倍放大倍数下高渗透

率部分前端盐的分布，（c）异质性岩心前端,（d-g）20 倍放大倍数下低渗透率部分前端盐的分布（其

中（d）与（c）是同一位置不同聚焦深度下的图像，（d）的聚焦位置为岩石前端面表面上的盐，（c）

的聚焦位置为岩石前端面）

图 16 高毛细数条件的实验结束后异质性岩心后端面盐的分布情况。（a-d）20 倍放大倍数下低渗透



率部分后端盐的分布，（e）异质性岩心后端，（f-g）20 倍放大倍数下高渗透率部分后端盐的分布

3.结论

本文开展了岩心尺度核磁共振可视化实验研究，研究了 CO2注入速率，岩心渗透率、

异质性对盐分析出行为的影响规律，揭示了 CO2 注入速率对溶液和盐的运移规律，以及

盐析对孔隙度和渗透率的影响规律。结果表明，CO2注入速率与异质性共同影响盐空间

分布。对于高渗透率岩心，毛细数较小时，毛细回流较明显，较高温度下水的蒸发速率

较大，溶质扩散不及时，因此盐不断在注入端积累、聚集，岩心渗透率降低较多而孔隙

度变化较小；毛细数较大时，溶液所受到的粘性力能够克服毛细力，溶液无法向干燥前

沿补充，盐在岩心中均匀析出，岩心渗透率和孔隙度均有降低。对于低渗透率岩心，CO2

注入后析出的盐分更易堵塞孔隙，导致渗透率降低，在低毛细数下盐主要在岩心前端析

出。对于异质性岩心，在低毛细数条件下，盐主要在异质性岩心低渗透率部分的前端以

簇状多晶结构析出；在高毛细数条件下，盐主要在低渗透率部分以树突状多晶结构析出，

在高渗透率部分析出的盐较少。本研究为解释加拿大 Aquistore 井筒内观测的盐析现象提

供了有力支撑。

参考文献

[1] 胥蕊娜, 吉天成, 陆韬杰,等. 二氧化碳地质封存与增产油/气/热利用技术中关键热质传递问题研究

进展[J]. 清华大学学报(自然科学版), 2022, 62(04): 634-654.
[2] Baumann G, Henninges J, De Lucia M. Monitoring of saturation changes and salt precipitation during CO2

injection using pulsed neutron-gamma logging at the Ketzin pilot site[J]. International Journal of Greenhouse
Gas Control, 2014, 28: 134-146.
[3] Grude S, Landro M, Dvorkin J. Pressure effects caused by CO2 injection in the Tubaen Fm., the Snohvit
field[J]. International Journal of Greenhouse Gas Control, 2014, 27: 178-187.
[4] Talman S, Shokri A R, Chalaturnyk R, et al. Salt Precipitation at an Active CO2 Injection Site[C]. Aquistore
Annual Meeting, 2019.
[5] Ott H, De Kloe K, Marcelis F, et al. Injection of Supercritical CO2 in Brine Saturated Sandstone: Pattern
Formation during Salt Precipitation[J]. 10th International Conference on Greenhouse Gas Control
Technologies, 2011, 4: 4425-4432.
[6] Bacci G, Korre, A., & Durucan, S. Experimental investigation into salt precipitation during CO2 injection
in saline aquifers[J]. Energy Procedia, 2011, 4: 4450-4456.
[7] Peysson Y, Andre L, Azaroual M. Well injectivity during CO2 storage operations in deep saline
aquifers-Part 1: Experimental investigation of drying effects, salt precipitation and capillary forces[J].
International Journal of Greenhouse Gas Control, 2014, 22: 291-300.
[8] Wang Y, Mackie, E., Rohan, J., Luce, T., Knabe, R., & Appel, M. . Experimental study on halite
precipitation during CO2 sequestration[C]. International Symposium of the Society of Core Analysts 2009:
27-30.
[9] Wang Y, Luce T, Ishizawa C, et al. Halite precipitation and permeability assessment during supercritical
CO2 core flood[C]. International symposium of the society of core analysis, Halifax, 2010: 4-7.
[10] Kim M, Sell A, Sinton D. Aquifer-on-a-Chip: understanding pore-scale salt precipitation dynamics during
CO2 sequestration[J]. Lab on a Chip, 2013, 13(13): 2508-2518.
[11] Miri R, Van Noort R, Aagaard P, et al. New insights on the physics of salt precipitation during injection of
CO2 into saline aquifers[J]. International Journal of Greenhouse Gas Control, 2015, 43: 10-21.
[12] Pruess K, Muller N. Formation dry-out from CO2 injection into saline aquifers: 1. Effects of solids
precipitation and their mitigation[J]. Water Resources Research, 2009, 45.
[13] Andre L, Peysson Y, Azaroual M. Well injectivity during CO2 storage operations in deep saline aquifers -



Part 2: Numerical simulations of drying, salt deposit mechanisms and role of capillary forces[J]. International
Journal of Greenhouse Gas Control, 2014, 22: 301-312.
[14] Miri R, Hellevang H. Salt precipitation during CO2 storage-A review[J]. International Journal of
Greenhouse Gas Control, 2016, 51: 136-147.
[15] Ott H, Roels S M, De Kloe K. Salt precipitation due to supercritical gas injection: I. Capillary-driven flow
in unimodal sandstone[J]. International Journal of Greenhouse Gas Control, 2015, 43: 247-255.
[16] Talman S, Shokri A R, Chalaturnyk R, et al.: Salt Precipitation at an Active CO2 Injection Site, Gas
Injection into Geological Formations and Related Topics, 2020: 183-199.
[17] Manceau J C, Ma J, Li R, et al. Two-phase flow properties of a sandstone rock for the CO2/water system:
Core-flooding experiments, and focus on impacts of mineralogical changes[J]. Water Resources Research,
2015, 51(4): 2885-2900.
[18] Xu R, Li R, Ma J, et al. CO2 Exsolution from CO2 Saturated Water: Core-Scale Experiments and Focus
on Impacts of Pressure Variations[J]. Environmental Science & Technology, 2015, 49(24): 14696-14703.
[19] Mitchell J, Chandrasekera T C, Holland D J, et al. Magnetic resonance imaging in laboratory
petrophysical core analysis[J]. Physics Reports, 2013, 526(3): 165-225.
[20] Coates G R, Xiao L, Prammer M G J P, et al. NMR logging[J], 1999.



中国工程热物理学会 学科类别

学术会议论文 编号：14xxxx

壳聚糖衍生多孔碳电极全水系热再生电池

性能特性
李思 1,2，贾婕妤 1,2，石雨 1,2，张亮 1,2,*，李俊 1,2，付乾 1,2，朱恂 1,2，廖强 1,2

（1 重庆大学低品位能源利用技术及系统教育部重点实验室，重庆 400030； 2 重庆大学工程热物理研

究所，重庆 400030）

(Tel: 023-65103102, Email: liangzhang@cqu.edu.cn)

摘要：针对全水系热再生电池目前电极存在比表面积低和传输阻力大等问题，本文利用壳聚糖制备分

级孔电极来进一步提升电池性能，研究了氨浓度、壳聚糖与氢氧化钾比例的影响。结果表明，壳聚糖

衍生碳电极具有丰富分级孔结构、高比表面积和亲水性，获得电池最大性能比传统采用碳毡的电池高

23%。电池性能均随着氨浓度和壳聚糖与氢氧化钾比例升高先增加后降低，存在最佳的氨浓度（5 M）

和壳聚糖与氢氧化钾比例（5/8），获得最大功率密度为 531 W/m2。

关键词：全水系热再生电池；生物质衍生多孔电极；氨浓度；壳聚糖与氢氧化钾比例；最大功率密度

0 前言

工业生产、地热和太阳能的利用释放大量低温（<130 ℃）热能[1]，回收利用此余热

有助于提高能源利用效率。目前将低温热能发电的技术主要包括固态热电系统[2, 3]、有机

朗肯循环系统[4, 5]和热渗透能量转化系统[6, 7]，然而这些技术存在着效率较低和成本较高

等问题，制约了其发展，有待进一步改进。

热再生电池（thermally regenerative battery，TRB）是一种基于电化学系统的热电转

化技术[8]。相对于其他热电转化系统，其特点是成本较低且功率密度和能量密度较高[9-11]。

因此，众多学者进行了大量研究，旨在进一步提高热再生电池的性能。Zhang 等人研究

了电解质浓度对电池最大功率密度的影响，较高的支持电解质浓度有较小的欧姆内阻，

从而提高了电池性能[12]，同时他们还研究了温度对电池性能的影响[13]，温度会影响电极

过电位和阳极反应动力学，发现在 72 ℃工作温度下，功率密度达到最大值 236 W m−2。

Rahim 等人构建了具有较低阻抗的阴离子交换膜，并在电池中使用乙二胺作为配合物，

以提高了电池的功率密度[14]。此外，一些学者从电极结构方面进行了研究。Zhang 等人

采用多孔泡沫铜作为电极，以提高了电极比表面积，结果最大功率密度较传统铜盘电极
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提高了 38%[15]。Shi 等人则通过 3D 打印技术构建了多孔碳基复合电极，该电极不仅具有

较高的比表面积而且有较低的传质阻力，从而提高了电池性能[16]。

然而，传统的热再生电池库伦效率较低，为了解决这个问题，Springer 等人提出了

全水系热再生电池（All-Aqueous Thermally Regenerative Ammonia Battery，ATRB）[17]。

该电池使用溴化物和氨配体来稳定溶液中的 Cu (I)和 Cu (II)配合物，解决了传统热再生

电池电极材料的不可逆损失而无法循环的问题，具有较高的库伦效率。Cross 等人研究

了 ATRB 功率密度与能量密度的关系，结果表明提高氨浓度可促进电极反应动力学性能

和提高功率密度，然而由于氨会向阴极跨膜扩散降低了产电过程中的能量密度[18]。此外，

通过实验结合模拟研究了膜电导率对电池性能的影响，估算了热再生电池的理论效率极

限[19]。然而，电极结构及其比表面积也是影响热再生电池性能的一个极其重要的因素。

目前 ATRB 研究中多采用碳毡和碳布作为电极，然而由于两种碳电极的比表面积相对较

小而且物质传输阻力较大，限制 ATRB 性能的提升。为此，为了进一步提升 ATRB 性能，

有必要设计并制备具有高比表面积和丰富孔隙结构的电极以提高反应过程中的电荷转移

速率和强化产电过程中物质传输。生物质衍生多孔碳材料具有较高的比表面积和丰富的

孔隙结构，且具有来源广、环境友好和成本低廉等优点，在电化学能源转化领域极具应

用前景。此外，生物质衍生碳电极通常含有丰富的大孔[20]，而通过化学活化法可以产生

微孔和中孔，两种方法的结合形成了分级孔电极[21]。

为此，本文提出了一种具有高比表面积和分级孔结构的壳聚糖衍生碳多孔电极，研

究其用于全水系热再生电池产电的可行性及对其结构进行优化调控。本研究使用生物质

壳聚糖为原料，通过冷冻干燥法和氢氧化钾造孔制备了壳聚糖衍生碳分级孔电极，对其

微观结构进行了表征，对比研究了其产电的可行性，并进一步优化了关键操作参数（氨

浓度）和电极结构调控参数（壳聚糖与氢氧化钾比例），以获得最高电池性能。

1 实验材料与方法

1.1 壳聚糖衍生多孔碳电极制备

图 1（a）展示了壳聚糖衍生多孔碳电极制备过程。首先，配置质量比为 11.5:8:80.5
的氢氧化钾、尿素和去离子水混合溶液，再将壳聚糖溶解于混合溶液中（壳聚糖/氢氧化

钾=3/8、4/8、5/8、6/8）。接着将混合溶液冷冻解冻数次后在 273 K 下搅拌 2 h，得到预

凝胶溶液。该溶液在 273 K 下离心 5 min 以清除气泡，随后室温下沉积于玻璃器皿中 24
h，生长交联水凝胶。水凝胶经冷冻干燥后在氮气氛围下以 5 K/min 的升温速率 1073 K
碳化 2 h 得到壳聚糖衍生多孔碳，用乙醇和去离子水洗涤后 333 K 干燥备用[22]。将制备

好的壳聚糖衍生多孔碳、乙炔黑和聚四氟乙烯以 8:1:1 的质量比在 N-甲基吡咯烷酮中充

分混合从而形成浆液，然后用毛刷将浆液均匀涂在 2×1.8 cm2钛网上，在 453 K、2.5 MPa
的压力下热压，至 353 K 下烘干过夜，即可得到电极。

1.2 电池的组装

实验采用两个直径为 3 cm、长为 2 cm 的相同圆柱形腔体的立方形反应器。隔膜采

用阴离子交换膜。电极通过钛丝连接到电化学工作站（BioLogic），记录输出电压(如图

1 b)。电极靠近阴离子交换膜的两侧。为了比较，在相同的条件下，用碳毡构建电池。

阴极液支撑电解质为 5 M 溴化铵和 0.5 M 溴化铜混合溶液，阳极电解液则在 5 M 溴



化铵和 0.5 M 溴化亚铜的混合溶液中加入不同浓度（1 M、3 M、5 M、7 M）氨，以形成

电势差。

1.3 材料表征与电化学性能测试

为了了解合成的壳聚糖衍生多孔碳材料的性质，对其进行了各种材料表征。利用扫

描电子显微镜（SEM）和透射电子显微镜（TEM）对多孔碳材料进行了形貌分析，利用

x 射线衍射仪（XRD）测定了碳的晶体性质。采用物理吸附比表面积分析了电极的比表

面积，测定了电极接触角分析电极的润湿性。

采用电化学工作站的线性扫描伏安法(LSV)进行极化测试，从极化曲线可以得到输

出电压和电流，进而计算得到电池输出功率。电化学阻抗谱用于评估欧姆、反应和扩散

电阻。所有 EIS 测试的频率范围为 100 kHz-0.1 Hz，正弦振幅为 10 mV。

图 1 电极制备示意图（a）和全水系热再生电池原理图（b）

2 实验结果与讨论

2.1 电极表征

本研究采用冷冻干燥法和氢氧化钾活化处理制备了壳聚糖衍生碳分级孔电极。为了

解多孔电极的表面微观结构，利用扫描电子显微镜（SEM）对壳聚糖衍生碳材料的形貌

进行观察，结果如图 2（a）所示，在制备的碳材料中发现多孔结构，可观察到丰富的尺

寸主要为 2-10 μm 的大孔，大孔的形成主要归因于壳聚糖水凝胶碳化后产生的多孔支架。

通过透射电子显微镜（TEM）进一步对壳聚糖衍生碳材料的微观结构进行表征，如图 2
（b）所示，发现条纹和光滑平面两种不同的形态，结果表明合成的壳聚糖衍生碳具有微

孔和介孔，显示出分级的孔隙结构，微孔和介孔的形成则是由于关键的碱活化反应和氮

的释放，由于氢氧化钾高温反应产生气体，在电极内部产生了大量孔隙。得益于丰富的

孔隙结构，壳聚糖衍生碳显示出较高的 BET 比表面积（208 m2/g），高比表面积有利于

在电化学反应过程中提供丰富的活性位点，提高电荷转移速率，同时大孔、介孔和微孔

的孔隙分布结构可以为离子和电子在材料内部传输提供通道，有利于减小物质扩散阻力。

此外，通过透射电子显微镜（TEM）观察到部分石墨化结构，进一步结合 XRD 测试，

证实了壳聚糖衍生碳材料的石墨化，如图 2（c）所示，在 2θ=25°和 2θ=43°左右出现较

宽的衍射峰，分别对应碳的（002）面和（100）面，表明碳存在部分石墨化，与 TEM
结果相一致。石墨化的壳聚糖衍生碳材料有利于在产电过程中提高电子的传输速率，降



低欧姆损失，有利于提高 ATRB 的产电性能。在此基础上，为了探究电极的亲疏水特性，

对负载壳聚糖衍生碳材料的钛网电极进行了润湿性测试，结果如图 2（d）所示，水与电

极接触角为 61.4°，表明制备的壳聚糖衍生电极具有良好的亲水性。良好的亲水特性可以

在电极表面与电解液形成稳定的固-液界面，有利于反应物离子由电解质向电极表面的快

速传输以及电荷转移。以上结果表明，壳聚糖衍生碳材料具有丰富的分级孔结构和较高

的比表面积，并且展现出石墨化和具有亲水特性，有希望代替传统碳布碳毡作为 ATRB
的电极以提高产电性能。

图 2 壳聚糖衍生多孔碳电极(a) SEM，(b) TEM，(c)XRD，(d)接触角测试

2.2 可行性研究

为了研究采用壳聚糖衍生碳电极的 ATRB 产电性能，对壳聚糖衍生碳多孔电极（壳

聚糖/氢氧化钾=3/8）的 ATRB 进行了极化测试，并与碳毡电极的 ATRB 进行了对比。本

节研究中阳极电解液中的氨浓度为 1 M。测试结果如图 3 所示，采用两种电极的 ATRB
具有接近的开路电压（1 V），然而相比于碳毡电极的 ATRB，壳聚糖衍生碳多孔电极

ATRB 的极化曲线展示出更小的极化损失，更低的电压降表明其具有更快的反应动力学

和更小的欧姆损失。并且，壳聚糖衍生碳多孔电极 ATRB 在电流密度为 609 A/m2时获得

最大功率密度为 270 W/m2,相比于碳毡电极提高了 21%（最大功率密度为 224 W/m2）。

产电性能的显著提升得益于壳聚糖衍生碳多孔电极的高比表面积提供了更多的反应位

点。电极亲水特性则促进了物质在电极表面的吸收，从而降低了欧姆内阻。以上结果表

明，采用壳聚糖衍生电极 ATRB 相比于传统碳毡电极 ATRB 具有更高的产电性能，可以

进一步优化以提高产电性能。



图 3 采用壳聚糖衍生碳电极与碳毡的电池产电功率

2.3 氨浓度的影响

以往的研究表明阳极液的氨浓度对电池性能有较大影响[23]，根据能斯特方程，较高

的氨浓度促进阳极反应，然而过高的氨浓度会导致向阴极跨膜扩散，显著降低阴极的性

能[24]。因此本节研究了不同氨浓度对 ATRB 产电性能的影响，以确定最佳氨浓度。结果

如图 4 所示，随着氨浓度增大，最大功率密度先增大后减小。氨浓度从 1 M 增加到 5 M
时，电池最大功率密度逐渐增大，由 270 W/m2（1 M）提高到 399 W/m2（5 M），提升

了 48%。这是因为氨浓度的提高会促进铜与氨的络合作用，并且强化了氨由电解液向电

极表面的扩散，导致阳极性能增强。然而，当氨浓度进一步增大到 7 M 时，最大功率密

度降低到 348 W/m2，这是可能是由于氨浓度过大导致阴离子交换膜两侧保持较高的氨浓

度梯度，加速氨渗透现象，导致阴极发生自放电现象，导致电池性能恶化。综上所述，

壳聚糖衍生碳电极的 ATRB 最佳氨浓度为 5 M，获得最大功率密度为 399 W/m2。

图 4 不同氨浓度下电池产电功率

2.4 壳聚糖与氢氧化钾比例的影响

上述研究表明，具有丰富分级孔结构和高比表面积的壳聚糖衍生碳电极有利于优化

ATRB 的产电性能，显著提高最大功率密度。需要注意的是，壳聚糖衍生碳的微孔和小

孔结构提供了高比表面积和电化学反应的活性位点，然而过小的孔隙结构可能限制活性

物质向孔隙内的传输。通过改变合成过程中氢氧化钾的含量可以改善壳聚糖衍生碳电极

的孔隙分布和比表面积，影响 ATRB 的产电性能。本节探究了由不同壳聚糖与氢氧化钾

比例制备的壳聚糖衍生碳电极的结构特征以及对产电性能的影响。壳聚糖衍生碳的 BET



比表面积如表 1 所示，随壳聚糖与氢氧化钾比值由 3/8 增加到 4/8，表面积由 208 m2/g
增加到 444 m2/g，这主要是由于在比值为 3/8 和 4/8 时，氢氧化钾过度刻蚀，SEM 结果

显示明显的孔隙结构塌陷，比值为 5/8 时氢氧化钾含量减少显著改善了壳聚糖衍生碳孔

隙分布，如图 5 所示。产电性能测试结果表明，壳聚糖与氢氧化钾比值为 6/8 的壳聚糖

衍生碳电极 ATRB 的最大功率密度为 532 W/m2，相比于比值为 3/8 和 4/8 的壳聚糖衍生

碳电极分别提升了 33%和 14%。这表明比值为 5/8 时氢氧化钾含量有利于改善壳聚糖衍

生碳电极的孔隙结构，增大电极的比表面积，进而促进 ATRB 的产电性能。当比值进一

步提高，壳聚糖衍生碳的比表面积降低至 318 m2 / g，这可能是由于氢氧化钾较少活化作

用较弱，对应地，ATRB 的最大功率密度降低至 475 W/m2。以上研究结果表明，在壳聚

糖衍生碳电极合成过程中最佳壳聚糖与氢氧化钾比值为 5/8。

表 1 不同壳聚糖与氢氧化钾比例下多孔电极比表面积比较

壳聚糖/氢氧化钾 比表面积（m2 / g）
3/8 208
 259
5/8 444
6/8 318

图 5 不同壳聚糖与氢氧化钾比例下多孔电极 SEM



图 6 不同壳聚糖与氢氧化钾比例下电池产电功率

4 结 论

本文针对全水系热再生电池存在功率密度较低的问题，制备了生物质废弃物壳聚糖

衍生碳多孔电极，通过研究了氨的浓度和壳聚糖与氢氧化钾比例对电池性能的影响，得

出了以下结论。

（1）壳聚糖衍生碳材料具有丰富的分级孔结构和较高的比表面积，并且展现出石

墨化和具有亲水特性。

（2）相对于碳毡电极的全水系热再生电池，壳聚糖衍生碳多孔电极具有更高的最

大功率密度 270 W/m2。

（3）适当增加氨浓度，可以提高电池性能。在本实验最佳氨浓度为 5 M 时，最大

功率密度为 399 W/m2。

（4）壳聚糖与氢氧化钾比值会影响电极结构和电池性能，在比值为 5/8 时，电池获

得了最佳性能，最大功率密度为 531 W/m2。
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摘要：页岩油自生自储于具有纳米孔隙的页岩层系中，储集层中流体的流动特性对页岩油开

发具有重要意义。然而，纳米受限空间中流体的输运特性与常规尺度存在较大差异，强化采

油过程中多相流体在纳米孔隙内的流动特性尚不清晰。本文针对 CO2 非混相驱替采油过程，

通过实验制备一维纳米通道，研究 CO2、油相的输运特征。研究结果表明驱替过程存在启动

压力梯度，纳米多孔结构内多相界面迁移过程受到毛细力主导，表现为毛细指进的界面不稳

定行为。随驱替压差增大、油相背压增大，界面张力逐渐减小，有助于提升油相的采收效率。

关键词：纳米多孔；CO2；强化采油；

0 前言

近年来，非常规油气资源的开发与利用成为研究热点。非常规油气资源指在现有的经济

技术条件下，不能通过传统技术开发的油气资源[1]，主要包括页岩油、页岩气等。其中页

岩油指储藏在富含有机质、纳米孔隙的页岩地层石油[2]，组成主要以长链烷烃为主。页岩

油和常规石油的区别主要在于页岩油的储存、传质、流动的空间多位于 0-100nm 的孔隙内，

这与常规传质问题的研究尺度存在较大差异。

CO2 注入是强化页岩油采收的重要手段，流体注入地层增能驱替油相、CO2溶解至油相

降粘、萃取轻质组分，可有效提升石油采收效率。在石油开采的相关实验研究中，大多数学

者主要以场地实验、岩心尺度实验关注页岩油的勘探表征与开发过程。王民等利用有机地球

化学、薄片观察等实验研究了济阳坳陷沙河街组湖相页岩油的赋存机理，认为残存油主要赋

存于 100nm 以下的孔隙中，并测定了游离油的孔径下限[3]。Li 等通过岩心实验研究了 CO2

注入压力对页岩油采收率的影响，结果表明非混相驱替过程中，页岩油采收率随压力升高逐

渐增大，高注入压力强化了气体扩散和油气混溶，但岩心内部与表面间存在压差导致需要额

外的能量注入才能充分采收岩心内部的油相[4][5]。Lang 等通过核磁共振技术研究了 CO2

驱替含裂缝页岩岩芯内油相的过程，观察到了裂缝内油相被快速采收以及纳米基质内油相随

CO2 扩散被强化采收的过程，分析了温度压力对 CO2 注入的影响机制[6]。在宏观尺度纳米

多孔结构的多相渗流研究，通过模拟和实验手段能够有效获得流体渗流过程以及强化采油效

率。但是模拟研究需要通过实验获得孔隙结构与润湿性等关键参数以及流体的物性数据，实

验研究多关注流体的宏观渗流特性如采收率、驱替效率等，对于纳米孔隙内部的输运过程以

及流体分布难以准确有效获得。
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在纳米尺度受限空间内，流体与壁面的相互作用更加明显。在亲水壁面，水-油两相界

面接触角小于 90°，毛细力成为驱动流体流动的主要动力。而对于 CO2-油界面，界面张力成

为主要阻力。纳米孔隙内流动的阻力，如流体粘度、壁面粗糙度等的作用愈发显著，流体与

壁面的分子间相互作用起到了重要作用。随着技术的不断发展，加工工艺的精度也在不断提

升，近年来纳米尺度的加工工艺技术成为研究热点。学者们基于 MEMS，通过牺牲层技术[7]、

刻蚀键合技术[8]、刻蚀沉积技术[9]、边缘光刻和格栅技术[10]制作了纳米尺度的通道，开展

了流体的毛细流动与传质实验研究。Tas 利用湿法刻蚀技术制作了高度为 53 nm、111 nm、

152 nm 的矩形纳米通道，并观测了水和氯化钠溶液的流动状态，与常规通道下毛细流动模

型比较，表明在纳米通道中流体的流速慢于理论值[11]。Haneveld 在 5 nm、11 nm、23 nm、

47 nm 的纳米通道中进行了水流填充实验，发现水流速小于毛细流动模型的理论预测值，并

且随着通道高度逐渐降低，与理论值偏离逐渐增大，Haneveld 将其原因主要归结为壁面处

存在吸附层[12]。Zhong 等研究了纳米多孔结构内 N2 驱替、CO2 驱替以及 CO2 吞吐采油过

程，获得了强化采油过程中油相的分布与迁移路径[13]。。

综上所述，针对页岩油开发为背景的纳米孔隙页岩油渗流机理研究主要集中于宏观尺度

实验，尚需对于其微观机理进行深入研究；另一方面，以微纳流控为研究手段的纳米通道流

动规律研究主要集中于单相流动与传质研究，页岩油强化采收过程中 CO2、油等多相流体在

纳米通道中的流动特性与传质规律尚不清晰。因此，本文通过构建一维纳米多孔结构，通过

可视化实验直观获得非混相驱替过程中 CO2-油相界面迁移特征，从而揭示注入参数与纳米

受限效应对 CO2 驱油过程的影响机制。

1. 实验系统与方法

1.1 实验系统

实验系统由高压管路系统、倒置荧光显微镜和纳米流动芯片组成，如图 1 所示。两台高

压柱塞泵（ISCO 100DX）用于将流体注入可视化实验段并控制系统压力，精度均为 0.5% FS，

压力范围为 0-68.95 MPa。系统中安装了压力传感器（OMEGA PX01C0）用于实时记录实验

段压力，测量精度为 0.05% FS，测量范围为 0-24.13 MPa。，实验过程可视化图像通过显微

镜（Nikon Ti-E）和相机（Nikon DS-Ri1）采集。 微流控芯片通过夹具固定在显微镜基座上

的水浴槽内，经过前期测试，该系统可耐压 15 MPa，满足实验需求。
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图 1 高压可视化实验系统

图 2 纳米流动芯片结构设计

1.2 实验芯片

本研究设计并制备了 3 个不同深度的纳米尺度流动芯片，深度分别为 35 nm，76 nm 和

133 nm，芯片由两个微米通道和纳米结构组成，其中微米通道宽 100 μm，深 10 μm，作为

纳米多孔结构与外界的连通通道，纳米圆柱多孔阵列结构深度为纳米尺度，圆柱直径 40 μm，

孔喉间距 3 μm，多孔区域长度为 442 μm，宽度为 46 3μm，孔隙率 22.5%。

双面抛光的硅晶片（厚度 1 μm）作为基板，采用掩模制备、涂层、光刻、反应离子刻

蚀等工艺分别制备纳米结构和微米结构。为保证纳米结构的加工精度，微米刻蚀在纳米刻蚀

之后进行。由于纳米受限空间内流体信号量小，两相对比度差，难以分辨，本研究在芯片刻

蚀区域表面沉积了 300nm 厚度的二氧化硅，实验结果表明可有效提升两相对比度，提升可

视化成像精度。随后在硅片表面进行激光钻孔，作为芯片的入口和出口。最后，使用阳极键

合工艺将刻有微结构的硅片和玻璃键合，从而实现纳米通道内的可视化观测。每次实验前使

用等离子氧清洁芯片，实验结束后将芯片依次浸泡在丙酮、异丙醇和水各 12 个小时清洁残

余物质，放置在真空腔内保存以备下次实验使用。

1.3 实验过程与数据处理

本研究采油的油相为正十二烷。将预清洁的芯片安装在耐压夹具内，连接到高压可视化

实验系统并抽真空。通过泵 2 注入油相，通过显微镜观察到多孔区域内填充满油相后，将泵

2 设置为实验对应的油相背压。随后开启泵 1，将 CO2 注入另一侧微米通道然后关闭泵 1。

首先测量 CO2 相的突破压力，将 CO2 升压至与油相背压一致并打开阀门 V4，受毛细力

阻力作用，CO2无法进入纳米多孔区域。通过高压柱塞泵缓慢升高 CO2压力，并通过显微镜

观察升压过程中纳米多孔介质内的组分分布。当观察到 CO2 突破微米通道与纳米多孔区域

处的界面进入纳米多孔介质时，记录此刻 CO2 相的压力，即为突破压力。测量完毕后关闭

阀 V4，并开启阀门 V6 进行泄压。将 CO2管路与油相管路均泄压至常压状态后关闭阀 V6。

针对驱替实验工况，将油相调整至相应的背压并保持稳定，然后升高 CO2 至设计压力，
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开启阀门 V4。高压 CO2 在压力驱动下将油相从纳米多孔介质中驱替，通过显微镜可以直观

观察到随时间进行 CO2 饱和度逐渐增大，油相饱和度降低。当 CO2 与油相饱和度保持稳定

后，结束该工况实验，关闭阀门 V4，泄压完成后将油相与 CO2 相调整至另一设定工况进行

实验。

芯片内流体压力由压力表测量并输出至数据采集器进行记录。实验图像处理采用 ImageJ

软件，统计不同时刻 CO2-油相界面位置，统计 CO2饱和度与压力的关系，定量分析驱替过

程中 CO2-油两相的输运过程。

2. 实验结果与分析

2.1 启动压力

低渗多孔介质内多相渗流过程中，流动存在“启动压力”阈值，当驱替相流体压力低于

该阈值时， 多孔介质内流体无法流动[14]。启动压力主要受多孔介质孔隙结构、壁面润湿

性以及流体物性等主导。在纳米多孔介质 CO2 非混相驱油过程中，孔隙尺度小，多相界面

处的毛细阻力大，与被驱替油相的粘性力共同阻碍 CO2 相进入多孔介质。

本研究通过逐步提升 CO2 注入压力，观测到 CO2 相突破多孔介质内油相界面，启动油

相输运的过程。图 3 为三种不同深度，背压 1 MPa 工况下 CO2 突破过程图像。其中圆柱阵

列结构为固体壁面，油相为白色，CO2相为黑色。CO2 相的突破位置并不固定，从某一位点

进入纳米多孔介质后缓慢扩大波及范围，或是从多个位点同时进入纳米多孔介质内部。

(a) (b) (c)
图 3 背压 0.1 MPa，不同深度纳米通道高内 CO2驱油过程中相界面形状：(a)35 nm 深度通道，压差 2.0 MPa；

(b)76 nm 深度通道，压差 1.0 MPa；(c)130 nm 深度通道，压差 1.0 MPa

统计不同通道内 CO2 注入启动压力的结果如图 4 所示。当在同一通道内，随油相背压

上升，启动压力逐渐升高，但是启动压差逐渐降低。在 35nm 深度多孔介质内，当背压为大

气压时，启动压差达 1.30 MPa，当背压升高至 4.0 MPa 时，启动压差降低为 0.36 MPa。这

是由于随压力升高，CO2 与正十二烷的溶解度增大，导致界面张力和油相粘度减小[15]。主

导启动压力的毛细阻力和粘性力逐渐降低，因此启动压差减小。在高压地层下，CO2相需要

更小的启动压差即可进入纳米多孔介质内驱替油相。
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对比不同深度的通道，在油相背压 1.0 MPa 工况下，35 nm 通道的 CO2 启动压差为 1.10

MPa，76 nm 深度通道启动压差为 0.61 MPa，133 nm 深度通道启动压差为 0.36 MPa。在相

同背压下，通道高度越小，启动压差越大。根据毛细力计算公式Δ� = 2�����/ℎ,壁面为完全

润湿，� = 0°,代入 CO2 启动压力值对应的 CO2-正十二烷界面张力，计算得到 35 nm，76 nm，

133 nm 深度的毛细压力为 1.04 MPa，0.53 MPa，0.32 MPa，不同深度通道内的毛细压力均

略小于实验测得启动压力。CO2 注入多孔介质内部的毛细阻力与通道高度成反比，在浅通道

内毛细阻力大幅增大，在纳米尺度可达 MPa 级。因此在低渗储层 CO2 驱替强化采油过程中，

当储层孔隙较小时，需提升注入压力方可使 CO2 进入多孔基质内驱替油相。

(a) (b)

图 4 背压 0.1 MPa，不同深度纳米多孔结构内 CO2驱油过程中相界面形状：(a)深度 35 nm，压差 2.0 MPa；

(b) 深度 76 nm，压差 1.0 MPa；(c) 深度 130 nm，压差 1.0 MPa

2.2CO2驱油毛细指进过程

CO2 注入压力高于启动压力时，CO2相进入多孔介质内驱替油相向下游迁移。在注入驱

油过程中，CO2的前沿界面并非为一条稳定的线段，受到孔喉结构的限制，在驱替过程中界

面呈现出“指进”的迁移过程，即界面在迁移过程中由于不稳定呈现为手指状，且不同指进

的界面前端速度并不相同，如图 5 所示。

(a) (b) (c)
图 5 背压 0.1 MPa，不同深度纳米多孔结构内CO2驱油过程中相界面形状：(a)35 nm深度通道，压差 2.0 MPa；
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(b)76 nm 深度通道，压差 1.0 MPa；(c)130 nm 深度通道，压差 1.0 MPa

Lenormand 等根据流体粘度比�以及毛细数��建立了两相流体驱替过程中驱替模式的

相图[16]，如图 6 所示。其中粘度比为驱替相与被驱替相粘度的比值

� =
�1

�2
(1)

毛细数为驱替相粘度、流动速度与两相界面张力的比值，代表了驱替过程中粘性力和毛

细力的比值。

�� =
�1�
�12

(2)

对于 CO2 驱油过程，CO2 与正十二烷的粘度比� ≈ 10−2,驱替过程毛细数�� ≈ 10−7，在

Lenormand 相图位于毛细指进的区域。表明在纳米受限空间内 CO2 驱油过程中，毛细力相

较于粘性力占据主导作用，并导致了驱替过程中的界面不稳定行为。

图 6 Lenormand 驱替相图，本研究 CO2 驱油位于毛细指进区间

图 7 为 76nm 深度多孔介质内 CO2 驱油过程。随着驱替过程的进行，CO2相随指进路径

形成优势通道，并首先将优势通道内的油相驱替。在毛细指进驱替过程中，指进前缘随流动

进行出现交汇，导致部分油相以团簇状残余在纳米多孔介质内部。由于 CO2 相压力高于油

相背压，在压差驱动的 CO2 持续注入过程中，团簇状油相被推动向下游迁移。受孔喉结构

以及壁面润湿性限制，油相在多孔结构内以油滴形式残留。部分油滴随驱替进行体积不断减

小，这可能是由于油相以扩散的形式进入 CO2 相或油滴液桥断裂，以油膜的形式迁移至孔

隙下游。
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(a) (b)

(c) (d)
图 7 76 nm 深度多孔结构内 CO2 驱油过程，背压 0.1 MPa，压差 1.0MPa：（a）~（d）CO2-油相界面随时间

迁移过程

CO2 驱油过程受进出口压差、毛细力和粘性力的主导，其中进出口压差为驱动力，毛细

力和粘性力为阻力。在一维纳米单通道内，根据

�� ∙ � − ���� − ����� = 0 (3)

�ℎ�� − 2�� ��� � −
12���

ℎ
�1� + �2 � − � = 0 (4)

当驱替相粘度远大于被驱替相时

�ℎ�� − 2�� ��� � −
12��2�� � − �

ℎ
= 0 (5)

积分可得

�2 − 2�� +
ℎ2�� − 2ℎ�

6�2
� = 0 (6)

当流动结构从单通道变为多孔介质时，对式（6）进行迂曲度修正

�2 − 2�� +
ℎ2�� − 2ℎ�

6�2�2 � = 0 (7)

将相界面位置与时间的关系改写为驱替相饱和度，���2 = �/�

���2 = 1 − −
−2ℎ� + ℎ2��

6�2�2�2 � + 1 (8)

根据本团队之前的实验结果[17]，正十二烷在壁面处存在厚度为ℎ� = 3.3 ��的壁面作用
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层，对流动过程进行修正可得

���2 = 1 − −
−2ℎ� + ℎ2��

6�2�2�2
ℎ − 2ℎ�

3

ℎ3 � + 1 (9)

统计不同时刻纳米多孔介质内 CO2相的残余饱和度如图 8 所示。在驱替的初始阶段，

CO2 饱和度增速较小，随着驱替过程的进行，饱和度增速逐渐增大。饱和度达到 0.8 后基本

稳定，此时在相分布上 CO2 已经占据了大部分孔隙，仅剩部分油相以残余分散液滴的形式

分布在纳米孔隙内，代表驱替过程达到稳定并基本结束。

图 8 76 nm 深度多孔结构内 CO2 驱油过程与一维模型对比，背压 2.0 MPa，压差 1.0MPa

对比理论分析结果，实际驱替过程饱和度变化曲线与理论分析过程具有相同的趋势，这

是由于注入过程中，纳米多孔介质内流体的粘性阻力随油相被驱替离开通道逐渐降低，从而

在相同的压差作用下，饱和度增速逐渐增大。然而实际驱替过程慢于基于单通道的理论分析

过程，一方面，CO2驱替过程中界面并非为与流动方向正交的稳定界面，实际驱替过程中由

于毛细指进过程以及残余团簇油相的迁移,CO2 相的迁移速度并不稳定，导致实际驱替过程

速度更慢。另一方面，在多相界面指进过程中，CO2 相和油相的接触面积逐渐增大，受到纳

米尺度约束的毛细压差随面积增大，毛细力大小逐渐增强，因此实际驱替过程具有更大的流

动阻力。

2.3 不同压差 CO2 驱油过程分析

图 9 为 35 nm 深度通道内，油相背压 3.0 MPa，不同压差工况条件下 CO2 驱油的过程。

35nm 深度通道内 CO2 相的突破压差为 0.76 MPa。当注入压差为 1.0 MPa 时，CO2流动速度

较慢，在驱替过程中有大量的油相残余在多孔介质内部。当 CO2形成优势通道后，油相饱

和度基本维持不变。由于注入压差较低，残余团簇状油相并不能获得足够能量克服孔喉限制

向下游迁移，因此驱替达到稳定状态后，CO2饱和度较低。当驱替压差进一步提升，CO2注

入速率明显增大。注入压差为 1.5 MPa 及以上时，CO2 在注入过程中仍会形成小面积的团簇

油相，但随着驱替过程的进行，团簇油相被 CO2打散向下游迁移，最终纳米多孔介质内几

乎不存在团簇状残余，油相大多以细碎油滴的形式残余在纳米多孔介质内部。
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(a) (b) (c)

(d) (e) (f)

(g) (h) (i)

(j) (k) (l)
图 9 35 nm 深度多孔结构内 CO2 驱油过程中多相分布与相界面迁移过程，背压 3.0 MPa：（a）~（c）压差

1.0 MPa， （d）~（f）压差 1.5 MPa， （h）~（i）压差 2.0 MPa，（j）~（l）压差 2.5 MPa

图 10 统计了不同压差条件下 CO2饱和度随时间的变化。CO2 相的饱和度随注入过程逐

渐增大并趋于稳定。对比不同压差的驱替过程，CO2 的残余饱和度随驱替压差增大逐渐增多，
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且更快达到稳定。这是由于当注入压力增大，CO2-油界面处最小界面张力降低，从而毛细阻

力减小，油相更容易被驱替。

图 10 35 nm 深度多孔结构内 CO2 驱油过程中饱和度随时间变化，背压 3.0 MPa，压差 1.0 MPa， 1.5 MPa，

2.0 MPa，2.5 MPa

在不同的压差注入工况下，35 nm 通道内的油相主要以羽状残余细碎的油滴，并且随

CO2 的持续注入，通道内残余的细碎油滴扩散进入 CO2相逐渐消失。图 11 为 35 nm 通道内

背压 3.0 MPa，驱替压差 2.7 MPa 油滴逐渐消失的过程，在驱替达到稳定状态后，CO2 相的

饱和度基本保持不变，通道入口处的残余的细碎相逐渐减少，并随时间的推移，纳米多孔介

质内中游和下游的油滴也逐渐消失。

(a) (b)

(c) (d)
图 11 35 nm 深度多孔结构内 CO2 驱油过程中残余油滴随驱替过程逐渐消失，背压 3.0 MPa，压差 2.8 MPa：

（a）~（d）CO2-油相界面随时间迁移过程
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2.4 不同背压 CO2 驱油过程分析

图 12 所示为 76nm 深度通道内 CO2 在不同背压工况下，在 1.0 MPa 压差驱动下驱油的

过程。分别选取了 CO2 在不同背压指进过程、驱替中间过程以及驱替稳定后的图像。由图

中可得，CO2 以指进的形式进入纳米多孔介质后，形成优势通道包裹形成团簇油相，在不同

背压工况下 CO2 的指进路径不同，因此残余油相的体积与分布均存在差异。驱替过程中随

CO2 的持续注入，团簇状油相被打散为油滴残余在纳米多孔介质内。

(a) (b) (c)

(d) (e) (f)

(g) (h) (i)
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(j) (k) (l)

图 12 76 nm 深度多孔结构内 CO2 驱油过程中多相分布与相界面迁移过程，压差 1.0 MPa：（a）~（c）背压

0.1 MPa， （d）~（f）背压 1.0 MPa， （h）~（i）背压 2.0 MPa，（j）~（l）背压 3.0 MPa

图 13 统计了不同背压工况下 CO2相饱和度随时间的变化。随通道背压的增大，CO2的

注入速率逐渐增大，并随驱替过程进行，油相被驱替离开通道，CO2相受粘性阻力降低，驱

替速率逐渐加快。由 4.3.1 节分析，在相同通道高度下，背压越高，CO2与油相的界面张力

越低，CO2相的启动压力越低，纳米多孔介质内油相更易于被 CO2启动驱替。因此当驱替压

差稳定为 1.0 MPa 时，油相背压越高，CO2相受到的毛细阻力越小，从而具有更高的驱替速

率。

在高背压工况下，CO2饱和度更快达到稳定，并且具有更高的饱和度数值。背压为 3.0

MPa 时，油相采收率（纳米多孔介质内 CO2饱和度）可达 93%，对比背压为大气压 0.1 MPa

时，油相采收率仅为 70%。在高背压工况下由于界面张力减小，CO2 在注入过程中更易将纳

米多孔介质内的残余油相驱替，因此当驱替基本达到稳定过程，CO2相的饱和度基本不变时，

高背压工况的油相残余饱和度更低，油相采收效率更高。

图 13 76 nm 深度多孔结构内 CO2 驱油过程中饱和度随时间变化，压差 1.0 MPa，背压 0.1 MPa， 1.0MPa，

2.0 MPa，3.0 MPa

2.5 尺度效应影响机制

对比三个不同深度纳米多孔介质内 CO2 驱油过程，如图 14 所示，在被压 3.0 MPa，压
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差 1.0 MPa 的工况下，三种深度通道内 CO2相饱和度与时间的变化关系趋势基本一致，即通

道内 CO2 相饱和度逐渐增大，并且通道内流体总粘性力逐渐降低，驱替速率逐渐增大，最

终 CO2相的饱和度达到一定数值后趋于稳定。

随通道高度降低，CO2 相的驱替速率减小。这是由于在相同的被压和压差条件下，不同

通道内 CO2相和油相的界面张力数值一致，但由毛细力公式�� = 2�����/ℎ, 通道高度越小，

毛细阻力越大，在浅通道内毛细流动阻力更大。根据启动压差实验结果，被压 3.0 MPa 条件

下，35 nm 深度多孔介质的启动压差为 0.84 MPa，76 nm 深度多孔介质启动压差为 0.40 MPa，

133nm 深度多孔介质启动压差为 0.25 MPa。注入压差为 1.0 MPa 时，浅通道需要更高的压

力启动纳米多孔介质内流体输运，因此驱动流体输运的有效压差降低，CO2驱替速率减小。

图 14 背压 3.0 MPa，压差 1.0 MPa 不同深度多孔结构内 CO2 驱油过程中饱和度随时间变化

不同通道内最终 CO2的饱和度也有所不同，通道高度越深，驱替达到稳定状态后的 CO2

饱和度越高，代表更多的油相被驱替离开纳米多孔区域。这是由于 133 nm 多孔介质内毛细

阻力较小，在相同压差条件下 CO2 相的迁移能力更强，能够有效驱动驱替过程中的团簇油

相向下游迁移。

对比不同深度通道内残余油相的分布方式，35 nm 深度通道内除残余团簇状油相外，残

余油相的液滴体积更小，以细碎液滴形式残余，在通道内均匀分布，并不在孔喉处受结构附

加的毛细力约束。并且纳米多孔结构内的残余液滴并不随 CO2 注入向下游迁移（如图 15 所

示，上面的残余液滴被扩散离开的）。当通道深度为 76 nm 和 133 nm 时，残余液滴的体积

更大，部分液滴受孔喉显著被约束在纳米多孔的孔喉处。随 CO2的注入，残余液滴被驱动

向下游迁移合并汇聚。
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(a) (b) (c)
图 15 不同深度多孔结构内油相残余形式：(a)35 nm, (b)76 nm, (c)133 nm

为了进一步明确 35nm 深度多孔结构内内残余油相的以细碎液滴状分布原因，研究对比

了不同工况下 35nm 芯片残余油相的分布，结果表明在所有驱替工况下，35 nm 通道内残余

油相均表现为细碎状油滴，每次实验中油滴总出现在相同的位置。因此该形式的残余油相分

布可能是由于纳米多孔结构制备过程中引入了表面缺陷导致的。在 CO2 驱替过程中，表面

缺陷处导致相界面发生形变并且停滞在该位置形成残余油滴。对于更深的纳米通道，表面缺

陷可能也会导致界面发生形变，但由于表面缺陷的尺寸相对较低，形变影响作用效果并不显

著。

3. 结论

本文通过实验制备不同深度的一维纳米多孔结构，研究了 CO2 非混相驱油过程，直观

获得了多相界面的输运特征，定量描述了不同工况下 CO2 相饱和度随时间的变化规律。研

究结果表明，CO2 注入饱和油的纳米多孔结构内存在启动压差，压差随通道深度降低、油相

背压减小而增大。在注入过程中，CO2-油相界面受纳米尺度毛细力主导，表现为毛细指进的

不稳定界面，并且随注入过程进行，驱替速率逐渐增大。在相同背压工况下，CO2 驱替过程

界面张力随注入压力增大而减小，因此在高压差下具有更快的驱替速率。在相同压差下，高

背压工况下 CO2 饱和度更快达到稳定，并且具有更高的饱和度数值。通过研究纳米多孔结

构内 CO2、油相在纳米通道内的非混相驱替过程，有助于进一步认识纳米受限空间中流体的

流动运移规律，为页岩油的勘探、开发过程中的多相输运机制提供了研究基础。
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摘要：随着全球对节能减排的日益重视，甲烷干重整工艺可以将两大温室气体转化为可燃气体，具有

重要的研究意义。本文制备了不同掺混量的 Ce-Ni/γAl2O3催化剂用于甲烷干重整反应。结果表明，当

温度为 800 ℃，Ce 掺混量为 5.0 wt%时，甲烷转化率达到峰值为 98.33%，氢气的最高产氢量为 433.15

mmol/gcath。铈助剂可以有效提高催化剂的氧空位浓度，减少酸位数量，增强 Ni-Al-Ce 元素之间的电子

相互作用，降低 CO2还原过程的活化能，减少催化剂中的积碳和烧结现象，延长催化剂的使用寿命。

关键词：甲烷干重整，掺混，积碳，提升机制

0 前言

化石燃料的过度燃烧排放了大量的污染物与温室气体，对全球气候环境与生态多样

性产生威胁[1]。因此，2015 年在巴黎的 COP21 会议上，195 个国家达成协定，将温度控

制在比工业化之前高 2℃，且力争控制在 1.5℃范围之内[2, 3]。这对能源的利用与转型提

出了高要求。

甲烷作为天然气的主要成分被大范围应用于供暖领域，并逐渐取代煤炭成为重要能

源载体，但是其燃烧过程会产生大量的 CO2，而其本身也会对全球气温产生消极影响[4]。

此外，甲烷分子结构简单且稳定，其中 C-H 具有较高的键能（435kJ/mol），导致其大部

分转化过程需要在高温、高压等高能耗环境下才能完成。这成为限制甲烷工业燃料链进

一步拓展的主要障碍。

目前，全球主要的甲烷转换工艺多为间接法，即先将甲烷转化为合成气（H2与 CO），

再由合成气转换为其他高品质化学产品，形成链式反应。在甲烷转换化学链中，合成气

的制备能耗会占到整个反应的 50%以上，这意味着优化甲烷制合成气工序会直接决定天

然气转化应用的可行性与经济效益。

甲烷干重整过程作为化学链的上游反应，其反应速率、反应物转化率、产物生成率

在一定程度上决定了整个生产体系的价值，因此在近年受到了极大关注。此外，通过干

重整的方式，可同时将两大温室气体转换为高附加值的化工原料，具有良好的工业应用

前景与社会意义。但是，甲烷干重整反应过程受到诸多因素的影响，包括反应温度、进



气速度和反应物料比例等[5]。其中，催化体系的构建对于整个反应至关重要。

性能优良的催化体系可大幅提升甲烷干重整的反应深度，降低反应条件，减少能耗。

对于重整催化剂的选择主要集中在第Ⅷ族的过渡金属上，例如：Ni、Co、Pt、Ru 等。它

们又可以细分为贵金属元素（Pt、Ru）和非贵金属元素（Ni、Co）。其中，贵金属催化

剂具有良好的抗积碳特性与催化活性，但是其储量低，价格昂贵，不适合在工业中大规

模应用[6, 7]。然而 Ni 金属在甲烷干重整过程中有着与贵金属相当的催化活性，且价格低

廉，这也是其有望在工业化生产中广泛应用的先决条件 [8]。Egelske 等人 [9]制备出

Ni-Pt/γ-Al2O3催化剂，研究了镍物种的还原，发现在镍催化体系内引入助剂可有效降低

还原温度。Tang 等人[10]通过在 CeO2纳米棒上负载 Ni 和 Ru 金属，分别制备出双单原子

位点以及单原子位点的催化剂。研究发现双单原子位点的 Ni-Ru 催化剂在干重整反应中

显示出较低的甲烷和二氧化碳活化能垒，以及较高的氢气和一氧化碳产生速率，这表明

了 Ni 和 Ru 之间的协同效应。理论计算发现，甲烷和二氧化碳在热驱动下分别在 Ni 和
Ru 位点上活化，然后 Ni 位点上产生的 H 原子会在 Ru 位点上与其它 H 原子发生耦合，

从而产生 H2。Askari 等人[11]采用反向胶束法制备了 NiCoOx/γ-Al2O3催化剂。原位扫描透

射 X 射线显微镜显示，还原过程中热环境使 NiCo 合金颗粒发生了元素的迁移分离，Ni
迁移到颗粒外表面，而 Co 向颗粒内部迁移。在甲烷干重整反应过程中，分离结构使 Ni
作为主要的活性位，易氧化的 Co 充当 Ni 的电子供体，两者协同作用提升催化剂的活性

和抗积碳性能。

综上，在 Ni 系催化反应中，研究者对催化剂的物理与热化学性质、反应物物种变

化、反应条件等问题进行了深入的分析，发现在甲烷干重整过程中其主要问题集中在积

碳和烧结两个方面。因此本文针对上述问题进行了 Ni-Al 双金属催化床层内的甲烷干重

整性能研究。

本研究以 Al2O3为载体，Ni 为催化活性物质构成双金属催化体系，并向该体系内按

照不同的质量比掺混六水合硝酸铈，将铈元素作为助剂引入反应过程。探究甲烷干重整

反应在不同催化剂类型、不同反应温度下的甲烷转换率与氢气产率，并通过 SEM、

Raman、XRD 等测试进行反应床层内部的转换机理分析。该研究相比于原来的工作，并

未引入贵金属助剂，在大幅降低反应成本的基础上，以期达到相同的生产速率，为甲烷

干重整的工业化进程提供了参考。

1 实验方法

1.1催化剂合成

本研究通过分步浸渍法制备了 x Ce-Ni/γAl2O3 催化剂。具体操作步骤如下：将

Ni(NO3)2·6H2O 用去离子水完全溶解，然后根据摩尔配比在溶液中分散相应质量的

γ-Al2O3 粉末并超声震荡 3 h。之后，溶液在磁力搅拌器作用下进一步分散 3 h 后进行离

心，并得到催化前驱体。将催化前驱体在 110 ℃环境下真空干燥 12 h。待自然冷却降温

后，在 30% H2/He 氛围，600℃环境下原位还原 Ni 持续 2 h，得到 Ni/γAl2O3 催化剂。

待 Ni/Al2O3催化剂制备完成后研磨成粉，并分散于去离子水中，同时分别向溶液中

添加不同摩尔比的 Ce(NO3)3·6H2O 颗粒，并重复上述超声震荡、磁力搅拌和离心步骤，

并得到 x Ce-Ni/γAl2O3 催化剂前驱体。其中 x 是指催化剂中铈元素的质量占比。最后，



催化剂前驱体在 110 ℃环境内真空干燥 12 h 后，移入马弗炉中以 10 ℃/min 的升温速率，

在 600 ℃的 Ar 氛围内焙烧 2 h，得到改性催化剂。

1.2 实验系统及操作流程

本文建立了一套自组装实验系统，实现甲烷干重整制氢过程，如图 1 所示。该系统

由 300 W 氙灯、光热耦合反应系统、数据采集与控制系统和气相色谱仪组成。实验以

20 ℃/min 的速度为系统加热，直到反应温度，加热过程连续通入 Ar，保证实验环境的

稳定。然后，以 10 ml/min 的速度通入甲烷与二氧化碳，在光热耦合反应器的催化床层

内进行干重整反应。最终，产物与其他气体经过低温制冷仪冷却后，流入气相色谱仪进

行含量检测。

图 1 实验设备图

1.3 催化活性测试

采用光热耦合反应器对催化剂上进行的甲烷干重整过程的反应活性进行了表征。在

典型工艺中，将 0.1 g 催化剂装入固定床反应器，反应室为 25 mm×25 mm×7 mm 的立

方体区域。测试前，催化剂在 700 ℃下用 H2流（10 ml·min-1）原位还原 2 小时。还原后，

用进料气（总流量 40 ml·min-1， CH4:CO2:Ar=10:10:20）吹扫 30 min，开始活性测试。

常规反应时间为 3 h，催化剂耐久性测试反应时间为 12 h。在测试过程中，每隔 30 分钟

用气相色谱仪在线测量出口气体混合物。测试变量为温度（650 ℃、675 ℃、700 ℃、

725 ℃、750 ℃和 800 ℃），时间（3 h 和 12 h）以及不同的催化剂（Ni/γAl2O3，3.5 wt%
Ce-Ni/γAl2O3，5.0 wt% Ce-Ni/γAl2O3 和 6.5 wt% Ce-Ni/γAl2O3）。CH4/CO2 的转化率由下

式计算：

CH4, CH4,
CH4

CH4,

100%in out

in

F F
X

F


  （1）

其中，Xi（i=CH4）为产物转化率，Fi,in（i=CH4）为进口气体流速（ml·min-1）, Fi,out（i=CH4,
CO2, CO 或 H2）为出口气体流速（ml·min-1）。



2 结果与讨论

2.1 催化剂微观结构与成分表征

2.1.1 XRD
不同的催化剂（Ni/γAl2O3，3.5 wt% Ce-Ni/γAl2O3，5.0 wt% Ce-Ni/γAl2O3和 6.5 wt%

Ce-Ni/γAl2O3）的 XRD 图谱如图 2 所示。γAl2O3 的晶相结构峰分别分布在 2θ=25.61°，
35.13°，37.75°，43.33°，52.52°，57.51°，61.33°，66.57°，68.21°，76.89°处，且峰值明

显。这说明催化剂载体具有良好的机械强度，在催化体系改性过程中，焙烧、干燥等操

作并未改变其骨架。这种多孔结构可以为催化活性物质提供大量的着位点，并对二氧化

碳和水蒸气等反应物具有良好的吸附作用，利于催化床层内部甲烷与二氧化碳的转换。

NiO 的晶相结构峰分别分布在 2θ=37.28°，43.31°，62.95°，75.49°，79.53°处。值

得注意的是，随着铈元素掺混量的增加，Ni 峰的强度出现减弱的趋势。这是因为焙烧过

程中元素间的晶胞结构发生改变，部分 Ni 被覆盖，相对含量降低。由于 Ce 元素的掺混

量在 3.5 wt%-6.5 wt%之间，因此并未有明显的峰显示出来。

图 2 催化剂的 X 射线衍射图

2.1.2 SEM
图 3(a)和(b)分别显示了样品中具有代表性的新鲜催化剂（Ni/γAl2O3 和 3.5 wt%

Ce-Ni/γAl2O3）的 SEM 图像，二者微观上表现出较为相似的形貌结构。这证明催化剂改

性过程中，焙烧与干燥过程并未对γAl2O3 微观结构产生严重影响，其仍能展示出明显的

多孔形貌，且微孔壁面上附着诸多颗粒，分散程度良好，这一结果印证了 XRD 测试（图

2）的正确性。

值得注意的是，当催化剂内引入 Ce 元素后，部分区域微粒的聚集程度变得明显，

如图 3(b)红圈所示。此外，由图 3(c)和(d)可知，催化体系内的主要组成物质为γAl2O3载

体，催化活性物质 Ni 质量占比在 6 wt%~13 wt%左右，均匀分布在载体上。但是 Ce 元

素的引入过程会在一定程度上减少 Ni 与 Al 的质量占比，使催化剂变得更为致密。这是

因为焙烧过程改变了 Al-Ni-Ce 之间的晶胞结构，促进了颗粒的团聚，从而使催化剂结构

直径有所提升，如图 3(e)所示。而且，通过 EDS 能谱测试得知，本文所用催化剂样品中，

Ce 元素质量占比分别为：3.5%、5.0%和 6.5%，分散程度良好，分散范围与 Ni 高度重合，



如图 3(f)-(g)所示。良好的分散特性有利于催化活性物质与反应物充分接触，且在 Ce 助

剂的作用下促进多孔床层内部的氧传输过程，提升反应深度。

图 3 (a) Ni/γAl2O3催化剂和(b) 3.5 wt% Ce-Ni/γAl2O3催化剂的 SEM 图像；Ni/γAl2O3催化剂中(c) Al 元素

和(d) Ni 元素的 EDS 能谱；3.5 wt% Ce-Ni/γAl2O3催化剂中(e) Al 元素，(f) Ni 元素和(g) Ce 元素的 EDS

能谱

2.2 Ni-Al 双金属催化上的甲烷干重整反应综合性能

本文通过分步浸渍法，分别制得 Ni/γAl2O3催化剂，3.5 wt% Ce-Ni/γAl2O3催化剂，

5.0 wt% Ce-Ni/γAl2O3 催化剂和 6.5 wt% Ce-Ni/γAl2O3 催化剂，并在 650~800℃范围内在

上述催化床层中进行甲烷干重整制氢反应。由图 4 与图 5 可知，甲烷转化率与氢气产率

随着温度的提升而提升。当反应温度为 800 ℃，Ce 掺混量为 5.0 wt%时，甲烷转化率达

到峰值为 98.33%，氢气的最高产氢量为 433.15 mmol/gcath，比相同温度下 Ni/γAl2O3催化

剂分别提升了 2.66%，47.83 mmol/gcath。
另外，值得注意的是，当反应温度低于 700 ℃时，5.0 wt% Ce-Ni/γAl2O3催化剂上发

生的甲烷干重整反应具有最高的产氢率。但是在高温环境（700 ℃以上）下，6.5 wt%
Ce-Ni/γAl2O3催化剂具有最高的氢产率。这说明铈元素和高温环境有利于甲烷的氢化过

程。但是这种优势并不永恒，当反应温度达到 800 ℃时，两种催化剂具有近乎相同的氢

产率。



图 4 甲烷转化率随温度的变化 图 5 氢气产率随温度的变化

综上，甲烷转化率与氢气产率并不随铈元素掺混量的增加而单调增加，如图 6 所示。

铈元素的引入在一定程度上有利于甲烷氢化，但是过高的铈比例会发生聚集效应，如图

3 所示，在催化活性物质与甲烷之间形成遮挡屏障，减少活性位点，降低转化率。但是，

铈元素有利于催化床层间的氧传输过程，并对催化体系的酸碱性进行调控，这对积碳的

清除至关重要，因此积碳量随着铈元素的提升而降低，这将在 2.3 节进一步讨论。

此外，由图 5 可知，上述作用在高温环境下（700 ℃以上）更具优势，反应温度超

过 700 ℃后，6.5 wt%的铈元素掺混量产氢率更高，且反应温度进一步提升到 800 ℃时，

三种类型的改性催化剂的氢气产量几乎相当。这说明甲烷的干重整反应过程中，当催化

剂积碳、烧结程度不影响其活性时，温度是促进产氢的先决条件。

图 6 H2 产率与 CH4转化率随 Ce 元素质量分数的变化

为了测试不同类型催化剂稳定性，本研究根据甲烷干重整反应特征在 750 ℃下进行

了耐久性实验。反应物（甲烷和二氧化碳）进料速度为 10 ml·min-1，保护气（氩气）流

速为 20 ml·min-1，实验数据每 30 min 记录一次，反应时长为 12 h，实验结果如图 7 所示。

由图 7(a)可知，相同反应时间内，5.0 wt% Ce-Ni/γAl2O3 催化剂的甲烷转换率最高，且在

12 h 内小范围波动，催化活性未出现明显的衰减。此外，其余改性催化剂亦未出现催化

活性降低现象，但是 3.5 wt% Ce-Ni/γAl2O3催化剂和 Ni/γAl2O3催化剂的甲烷转化率出现

了波动，这可能是在热环境中催化床层内温度分布不均和氧供应不足导致的。



图 7(b)展示了 12 h 内不同催化剂在 750 ℃下的氢产率。但是在相同时间内 6.5 wt%
Ce-Ni/γAl2O3催化剂的氢产率最高，与图 7(a)中甲烷转化率呈现的规律矛盾。作者认为，

尽管铈元素的掺混对催化活性物质镍形成了遮挡作用，但是却增强了催化床层内部的氧

传输过程，且使酸性位点大幅降低，这对积碳的消除至关重要。当铈元素掺混量过低时，

甲烷除了参与干重整反应，还会在催化床层上裂解积碳。此时，尽管甲烷转换率较高，

但是部分碳、氢元素可能以化合物的形式留在了反应体系中，造成较低的氢产率。

图 7 催化剂耐久性实验中(a) CH4转化率与(b)H2产率随时间的变化

2.3 Ni-Al 双金属催化上的甲烷干重整反应性能提升机制

图 8 为 Ni/γAl2O3催化剂和 3.5 wt% Ce-Ni/γAl2O3催化剂在 800 ℃热环境下反应后的

SEM 图像与 EDS 能谱图。Ni/γAl2O3催化剂反应后微观上并未出现大的变化，γAl2O3载

体骨架结构完整，在反应过程中并未坍塌，这说明其具有良好的耐高温，耐侵蚀特性。

但是在图 8(a)部分区域却形成了少量丝状的碳纳米管结构，这种物质属于积碳中的惰性

碳，极难分解，大量的堆积会对催化活性物质形成包裹作用，使其催化活性大幅降低，

甚至失活。图 8(b)为 3.5 wt% Ce-Ni/γAl2O3催化剂反应后的图像，其微观结构与 Ni/γAl2O3

催化剂相似，但是部分区域出现了颗粒聚集现象，这种现象可能是在改性过程中，焙烧

操作使 Ni-Al-Ce 元素晶胞结构发生改变，从而造成该结果。这种现象在新鲜的

Ce-Ni/γAl2O3改性催化剂中同样存在，如图 3(b)所示。

此外，通过 EDS 测试（图 8(c)-(i)）发现，Ni/γAl2O3 催化剂反应后碳元素质量占比

可达 28 wt%以上（图 9），这证明其内部存在大量的积碳。积碳根据其具体形态可分为

无定形碳与固定碳（碳纳米管），无定形碳在高温下可进一步反应，随反应物排出，但是

固定碳性质稳定，受温度影响小，包裹在催化活性物质表面，致使其催化活性降低。

值得注意的是，催化体系内引入 Ce 元素后，积碳含量大幅降低，其质量占比仅为

6.13 wt%，如图 9 所示。且随着 Ce 元素含量的增加，催化体系内碳质量分数进一步降低，

最少可为 4.10 wt%。在甲烷干重整过程中，存在许多副反应，其中甲烷的裂解过程是产

生积碳的主要原因。而该反应主要发生在催化体系中的酸性位点上。其中，铈作为典型

的稀土元素，在热驱动作用下，具有大量可逆的 Ce3+/Ce4+氧化还原对、可调控的氧空位

和表面酸碱性质，有效的为催化床层供氧，强化反应物种的转换过程，使积碳量大幅减

少，因此其 O 元素含量比 Ni/γAl2O3催化剂更高，如图 8(h)和图 9 所示。



图 8 (a) Ni/γAl2O3催化剂和(b) 3.5 wt% Ce-Ni/γAl2O3催化剂反应后的 SEM 图像；Ni/γAl2O3催化剂反应

后(c) C 元素，(d) Ni 元素和(e) O 元素的 EDS 能谱；3.5 wt% Ce-Ni/γAl2O3催化剂反应后(f) C 元素，(g) Ni

元素，(h) O 元素和(i) Ce 元素的 EDS 能谱

图 9 催化剂内不同元素的质量占比

通过拉曼光谱分析，可确定催化剂反应后的积碳类型。图 9 显示了 600-2200 cm-1

区域的拉曼光谱，Ni/γAl2O3 催化剂，3.5 wt% Ce-Ni/γAl2O3催化剂，5.0 wt% Ce-Ni/γAl2O3

催化剂和 6.5 wt% Ce-Ni/γAl2O3 催化剂的 ID/IG比值分别为 0.71、0.76、1.01、0.91。其中

G 波段（1595 cm-1）属于高度有序的碳，D 波段（1340 cm-1）属于无序的芳香碳质结构。

参考早期关于碳形成的研究，通常情况下，高度有序的碳种反应性能较低，不易消解；

而无定形碳则是通过碳氢化合物直接分解或含碳气体的表面解离形成的，一般可用 Cα

和 Cβ表示[12]。因此无定形碳，相对活泼，可以通过与催化剂表面附近的自由氧反应而消

解。一旦非晶态碳的消解速率低于生成速率，非晶态碳就会开始在催化剂表面积聚，并

开始变成高度有序碳，导致反应性能迅速降低。因此 ID/IG也可代表催化剂上碳物种的活



性。其中 5.0 wt% Ce-Ni/γAl2O3催化剂在反应后具有最高的 ID/IG 比值，说明其所含无序

碳比值比其他三种催化剂都多。由于 Ce-Ni/γAl2O3催化剂的高碱度，其表面吸附了更多

的 CO2或 H2O，从而加速了表面无定形碳的消解速度，抑制了重整过程中高有序碳的形

成。

另外发现，随着 Ce 掺混量的增多，催化剂的拉曼峰值呈下降趋势，这表明催化体

系内积碳含量明显减少了。这从另一方面说明，Ce 元素质量占比为 5.0%时，可最大程

度抑制高有序碳形成。随着 Ce 元素质量占比进一步提升，这种抑制能力尽管减弱，但

是仍能起到良好的抗积碳作用。

图 9 反应后催化剂的拉曼光谱

3 结 论

本文进行了甲烷干重整反应过程研究，重点进行了 Ni-Al 双金属催化体系中甲烷与

二氧化碳的转换过程与提升机制研究，得出如下结论：

（1）在 Ni-Al 双金属催化体系中引入 Ce 元素可有效提升甲烷转换率与氢气产率，

且随着温度的提升而增加。当反应温度为 800 ℃，Ce 元素质量占比为 5.0%时，甲烷转

换率与氢气产率最高分别为 98.55%，433.15 mmol/gcath。
（2）Ni/γAl2O3 催化剂内引入 Ce 元素后可有效提升其使用寿命。其中 5.0 wt%

Ce-Ni/γAl2O3催化剂和6.5 wt% Ce-Ni/γAl2O3催化剂在连续工作12 h后仍能保持良好的甲

烷转化率与氢产率，未出现催化活性衰退现象。

（3）Ni/γAl2O3 催化剂在反应后出现了大量的积碳（28.00 wt%），微观上可观察到

碳纳米管等高有序碳。Ce-Ni/γAl2O3 催化剂反应后 C 元素占比在 4.27%~6.13%之间，积

碳含量大幅降低。

（4）随着 Ce 掺混量的增多，催化体系内积碳含量明显减少。另外，Ce 元素质量占

比为 5.0%时，可最大程度抑制高有序碳形成。当 Ce 元素质量占比进一步提升，这种抑

制能力减弱，但是仍能起到良好的抗积碳作用。

这项工作在不使用任何贵金属助剂的基础上，通过掺混 Ce 元素，制备多孔 Ni-Al
双金属催化剂，使甲烷转化率和氢气产率大幅提升，降低了催化体系内的积碳、烧结现



象，并显著降低了反应成本，为 Ni-Al 双金属催化剂的推广与甲烷干重整制氢反应的工

业化进程提供了参考。
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摘要：本文研究了纳米微粒液滴在喷墨薄膜表面的沉积特性，利用喷墨打印设备制造不同参数的氧化

铝薄膜，讨论薄膜温度和厚度对墨滴铺展面积以及边缘质量的影响。结果表明，提高薄膜温度和厚度

均能改善液滴沉积面积和边缘质量，圆度能够提高约 28 %，一种有效的提高打印质量的方法；增大薄

膜厚度能够缩小液滴沉积面积，但是存在临界值导致面积不变；薄膜增厚策略对沉积面积的影响较小，

会影响薄膜表面质量进而影响液滴沉积的边缘质量。

关键词：喷墨打印薄膜，纳米微粒液滴，薄膜温度，薄膜厚度，增厚策略

0 前言

喷墨打印直写沉积技术能够实现功能材料的数字图案精准沉积，是一种高效、低耗

的功能材料制造技术[1, 2]。该技术因其“材料亲和”的特点[3]在多种材料多层堆叠沉积制

造上具备一定的优势[4-6]，例如全喷墨打印钙钛矿太阳能电池[7, 8]、全喷墨打印量子点发

光二极管[9, 10]等。在已经烧结固化的喷墨打印纳米微粒薄膜表面喷墨打印沉积另一种材

料并烧结固化，即可实现多功能层薄膜耦合喷墨打印沉积。喷墨微尺度液滴在打印薄膜

表面的铺展沉积特性直接决定了多层薄膜的沉积质量，本论文中喷墨打印氧化铝功能薄

膜可以近似为多孔薄膜，因此有必要研究纳米微粒薄膜表面喷墨墨滴的铺展沉积特性。

针对液滴撞击多孔基底这一物理过程，现有研究从多孔基底性质（如孔径、孔隙率）[11-13]、

液滴韦伯数和薄膜温度[14-17]讨论了液滴的渗透、蒸发与沉积特性。多孔基底的性质影响

液滴的渗透过程，薄膜温度影响液滴渗透时的蒸发过程。在众多因素中，喷墨打印薄膜

在薄膜厚度调控上具有极高的自由度，多孔薄膜的厚度直接决定了液滴在竖直方向上的

渗透特性。然而，现阶段研究缺少多孔薄膜厚度对液滴铺展沉积的影响，并且缺少薄膜

厚度与薄膜温度对液滴铺展沉积的耦合影响。综上所述，本文为了进一步研究喷墨打印

功能薄膜表面纳米微粒液滴沉积特性，讨论了薄膜厚度和薄膜温度对纳米微粒液滴沉积

特性的耦合影响。通过分析喷墨打印液滴的铺展面积和边缘质量变化规律，实现多层堆

叠沉积器件制造性能优化。

1 实验系统

1.1 喷墨打印沉积系统

为了研究喷墨打印功能薄膜表面纳米微粒液滴的沉积特性，搭建了含有基板加热模

块的喷墨打印沉积系统，用于在目标靶面喷墨打印制造功能薄膜和沉积纳米微粒液滴。



喷墨打印沉积设备购买于美国 MicroFab 公司，能够实现对数字图案按需求的精准沉积，

通过调控横向间距 Sx和纵向间距 Sy以及打印层数 c 实现对薄膜性能的精准控制。喷墨打

印喷头的高度影响沉积图案的精度，打印高度越高时液滴下落过程中受外界的影响越大，

进而影响喷墨打印图案的沉积质量。本实验控制打印高度在 0.5 mm 左右，保证喷墨打

印图案具有较高的精度。喷墨打印喷头的内径为 80 μm，通过调节喷嘴压电陶瓷的输入

波形，能够得到用于喷墨打印的稳定液滴序列，液滴序列的平均直径为 0.078±0.002 mm。

在现有的喷墨打印设备中加入基板加热模块，选用铜块作为加热模块的基体，插入 K 型

热电偶用于监测加热块的温度。本实验的加热模块温度范围为 80 – 220 ℃，喷墨打印沉

积的目标靶面放在加热铜块上进行加热。

1.2 实验材料

本实验用于喷墨打印的功能材料墨水为自制的氧化铝纳米微粒墨水和铜纳米微粒

墨水。将纳米微粒和溶剂称重后混合并放置于超声破碎机（新芝公司 Scientz-Ⅱ D）中

提高墨水分散性和稳定性，设定分散功率为 180 W，分散时间为 2 h，分散过程中使用恒

温水浴（美国 Poly science AD07R-40）维持墨水超声分散时的温度恒定为 10 ℃。氧化

铝墨水溶质质量分数为 3 %，溶剂及其质量比例为乙二醇：异丙醇=1：1；铜墨水的质量

分数为 5 %，溶剂及其比例为乙二醇：异丙醇=1：1。为了避免大直径团聚微粒堵塞喷嘴，

在打印前用滤膜对墨水进行过滤，本实验选用 0.45 μm 孔径的 PTFE 滤膜。

本实验的目标靶面选用质量分数为 96%的氧化铝陶瓷基板。在喷墨打印沉积前需要

对陶瓷基板进行超声清洗。将陶瓷基板浸泡在 50%的乙醇水溶液中，使用超声波清洗设

备持续清洗 20 min，清洗后使用热风枪对陶瓷基板进行干燥。

2 实验流程

本实验的具体流程如图 1 所示。第一步，在清洗干净的陶瓷基板表面喷墨打印氧化

铝墨水制造氧化铝纳米微粒薄膜，喷墨打印时的基板温度 Tw = 140 ℃，喷头移动速度为

20 mm/s，通过调控数字图案的横向间距 Sx、纵向间距 Sy 以及打印层数 c 得到不同特性

的薄膜；第二步，将喷墨打印制造的氧化铝纳米微粒薄膜放入高温烧结炉中，升温速率

为 10 ℃/min，升高至烧结温度 1100 ℃，持续高温烧结时间为 1 h，得到烧结后的氧化

铝薄膜；第三步，在不同薄膜温度和薄膜厚度的氧化铝薄膜表面喷墨打印沉积铜纳米微

粒液滴阵列，为了提高实验结果的可信度，每个工况下的液滴沉积特性重复 50 个，观测

液滴阵列的铺展面积和边缘质量等沉积特性变化规律。



图 1 喷墨打印实验系统图。（a）纳米微粒薄膜喷墨打印沉积；（b）纳米微粒薄膜热烧结；（c）纳米微

粒液滴喷墨打印沉积。

3 实验结果与讨论

3.1 液滴沉积特性

图 2展示了不同薄膜温度 Tw和薄膜厚度 n的氧化铝薄膜上铜纳米微粒液滴阵列的沉

积特性。薄膜温度从 80 ℃升高至 220 ℃，氧化铝薄膜打印的横向间距 Sx和纵向间距 Sy

均为 0.04 mm，通过提高打印层数从 1 层到 5 层用于增加薄膜厚度。根据实验结果可知

每个工况下的液滴阵列沉积图案具有较高的重复性。对于厚度和温度较小的薄膜工况，

液滴的沉积图案铺展面积较大，且沉积图案具有明显的方向性。例如 Tw = 80 ℃与 n = 1
时，液滴铺展边缘质量较差，并且具有明显的左右方向。随着薄膜温度的升高或者随着

薄膜厚度的增大，这种方向性明显得到了改善，并且边缘质量被提高，尤其是 Tw = 220 ℃
与 n = 5 下的液滴边缘质量较好且消除了沉积的方向性。实验结果表明，薄膜温度和薄

膜厚度是影响纳米微粒液滴沉积特性的关键参数，提高温度和厚度均能改善墨滴的沉积

面积和边缘质量，是一种有效的提高打印质量的方法。

图 2 纳米微粒液滴阵列在不同薄膜温度（Tw = 80 – 220 ℃）与打印层数（n = 1 – 5）的喷墨打印薄膜表

面的微粒沉积特性

为了进一步研究沉积面积和边缘质量的变化规律，图 3 定量描述了液滴沉积直径和

湿周长受薄膜温度和厚度影响的变化规律。湿周长用于表征沉积图案的边缘质量，湿周

长越大边缘质量越大，计算公式为 X = 4 π A / C2，其中 A 为面积，C 为周长。根据相图

结果可知，随着薄膜厚度的增大，薄膜温度对纳米微粒液滴的铺展面积影响越大。当 n =
1 时，薄膜温度从 Tw = 100 ℃到 220 ℃，液滴铺展直径从 345 pixel 增大到 359 pixel，仅

增大了 4 %；而当 n = 6 时，薄膜温度从 Tw = 100 ℃到 220 ℃，液滴铺展直径从 250 pixel
增大到 283 pixel，增大了 13 %。此外，图 3（b）表明，较高的沉积图案圆度分布在参

数空间的右上角，即高薄膜温度和高薄膜厚度。在该参数空间内，圆度从 0.67（Tw = 100 ℃，

n = 1）提高到 0.86（Tw = 220 ℃，n = 6），提高了 28%，是一种极为有效的提高圆度的

方法。



图 3 （a）墨滴沉积直径与（b）墨滴沉积湿周长随基板温度（Tw = 100 – 220 ℃）和打印层数（n = 1 –
6）的变化云图。

3.2 薄膜厚度对液滴沉积特性的影响

随着氧化铝薄膜厚度的增大，纳米微粒液滴的铺展面积先不断减小（阶段Ⅰ）后保

持不变（阶段Ⅱ），如图 4（a）所示。针对阶段Ⅰ，纳米微粒液滴沉积在氧化铝薄膜表

面，溶剂向下渗透到氧化铝薄膜内部。因为此时的薄膜厚度较小，溶剂向下扩散时接触

到了薄膜底部的陶瓷基板（如图 4（b）所示，此时的 hwet = hporous），进而无法继续向下

渗透，剩余的溶剂向四周扩散导致纳米微粒液滴具有较大的沉积面积。随着薄膜厚度的

增大，溶剂向下扩散的厚度 hwet 增大，因此溶剂向外扩散的量减少，纳米微粒液滴的沉

积面积不断减小。例如，Tw = 100 ℃时，打印层数从 n = 1 增大到 n = 3，沉积直径从 d =
345 pixel 减小到 d = 268 pixel。当薄膜厚度增大并超过临界值时（阶段Ⅱ），溶剂向下扩

散的能力达到极限，即 hwet < hporous，溶剂在薄膜内部的扩散形状保持不变，因此液滴沉

积面积不发生变化。例如，Tw = 100 ℃时，打印层数 n ≥ 4 时，液滴沉积直径在 d = 250
pixel 附件保持不变。综上所述，增大薄膜厚度是一种可行的缩小液滴沉积面积的方法，

但是其对缩小沉积面积的能力有限，存在一个临界薄膜厚度使沉积面积达到最小值。

图 4 （a）纳米微粒液滴沉积直径随打印层数增大的变化规律。（b）墨滴沉积阶段Ⅰ；（c）墨滴沉积阶

段Ⅱ。

3.3 增厚策略对液滴沉积特性的影响

图 5 展示了不同喷墨打印增厚策略制造的氧化铝薄膜对纳米微粒液滴沉积特性的影

响。喷墨打印增厚策略是影响薄膜特性的关键因素，通过改变打印参数，能够在不同的



打印策略下保证沉积的总纳米微粒量相同。例如，打印参数为 Sx = Sy = 0.03 mm，c = 1
和 Sx = Sy = 0.06 mm，c = 4 的单位面积内液滴数量相同，纳米微粒总量相同。实验结果

表明，喷墨打印薄膜增厚策略对液滴铺展面积影响较小（图 5（a）所示）。针对不同增

厚策略但单位面积纳米微粒总量相同的薄膜，其对溶剂的渗透能力相同，因此纳米微粒

液滴的沉积面积相同。为了进一步验证这一结论，图 6 中展示了相同点间距但不同打印

层数的氧化铝薄膜的扫描电子显微镜（SEM）拍摄结果。根据检定结果可知，不同打印

层数对喷墨打印薄膜的孔隙率的影响较小，从而进一步证明了液滴溶剂在薄膜中表现出

相似的渗透能力。因此，增厚策略对液滴沉积的影响较小，液滴沉积的面积变化不大。

此外，薄膜增厚策略会影响喷墨打印薄膜表面质量进而影响液滴沉积的边缘质量。如图

5（b）所示，Sx = Sy = 0.03 mm 和 c = 1 的氧化铝薄膜表面光滑，纳米微粒液滴边缘质量

较好；然而，Sx = Sy = 0.06 mm 和 c = 4 的氧化铝薄膜表面出现纳米微粒网状不均匀分布，

纳米微粒液滴边缘质量较差。综上所述，喷墨打印薄膜的增厚策略对铺展面积的影响较

小，其会通过影响薄膜表面质量进而影响液滴沉积的边缘质量。

图 5 不同喷墨打印薄膜增厚策略对纳米微粒液滴沉积特性的影响。

图 6 不同喷墨打印层数的氧化铝薄膜 SEM 微观表征，（a）1 层，（b）2 层，（c）3 层。

4 结论



本论文通过实验研究，讨论了纳米微粒液滴在喷墨打印薄膜表面的沉积特性。利用

喷墨打印设备制造不同参数的氧化铝薄膜，薄膜温度从 Tw = 100 ℃到 220 ℃，薄膜厚度

的调控通过改变打印层数实现，打印层数从 n = 1 到 6。实验捕捉了不同工况的氧化铝薄

膜表面纳米微粒液滴阵列的沉积图片，讨论了薄膜温度和薄膜厚度对墨滴铺展面积以及

边缘质量的影响。得到结论如下：

（1）薄膜温度和薄膜厚度是影响纳米微粒液滴沉积特性的关键参数，提高薄膜温

度和厚度均能改善墨滴的沉积面积和边缘质量，是一种有效的提高打印质量的方法。在

Tw–n 参数空间内，液滴沉积圆度从 0.67（Tw = 100 ℃，n = 1）提高到 0.86（Tw = 220 ℃，

n = 6），提高了约 28%，是一种极为有效的提高圆度的方法。

（2）增大薄膜厚度是一种可行的缩小液滴沉积面积的方法，随着氧化铝薄膜厚度

的增大，纳米微粒液滴的铺展面积先不断减小（阶段Ⅰ）后保持不变（阶段Ⅱ）。阶段Ⅰ，

hwet = hporous，溶剂向下扩散时受到阻碍，剩余的溶剂向四周扩散导致纳米微粒液滴具有

较大的沉积面积。当薄膜厚度增大并超过临界值时（阶段Ⅱ），hwet < hporous，溶剂在薄膜

内部的扩散形状保持不变，液滴沉积面积不发生变化。

（3）喷墨打印增厚策略是影响薄膜特性的关键因素，针对不同增厚策略但单位面

积纳米微粒总量相同的薄膜，其对溶剂的渗透能力相同，因此纳米微粒液滴的沉积面积

相同。然而，薄膜增厚策略会影响喷墨打印薄膜表面质量，进而影响液滴沉积的边缘质

量。薄膜表面质量较差会导致纳米微粒液滴沉积质量变差。
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摘要：航天员出舱活动期间会产生大量的代谢热负荷，膜蒸发器因其更高的可靠性，有望取代目前的

水升华器，成为下一代舱外航天服散热技术。国内外现有膜蒸发器研究普遍存在理论模型过预测的问

题，膜蒸发器散热量计算值往往都大于实际值，尤其是在大散热量工况。本文分析认为现有模型忽略

了渗透侧水蒸气流动阻力，从而导致预测的传质势差偏大。据此，本文针对一种逆流式中空纤维膜蒸

发器，建立了包含传热传质和流动压降在内的一维分段数学模型，仿真研究了结构和工况参数对膜蒸

发器散热能力的影响，通过对局部传热传质特性的分析，揭示了跨膜传质与渗透侧流动之间的耦合关

系，即跨膜传质能力的增强会导致渗透侧流动阻力增大，引发渗透侧沿程压力整体抬升，从而抑制跨

膜传质能力的进一步提升。

关键词：舱外航天服，膜蒸发器，传热传质，压降

0 前言

在航天出舱活动中，航天员需要在失重条件下开展一系列复杂的作业，人体代谢水

平高，代谢产热量大，平均热负荷在 300 W 左右[1, 2]。在有些剧烈活动中，发汗潜热甚

至达到正常水平的 20 倍以上，加上显热，全热负荷最高能达到 800 W 以上，如图 1 所

示[3]。

图 1 航天员在不同状态下的代谢产热量[3]

1 基金项目：国家自然科学基金青年项目（52202504）



目前，各国舱外航天服的核心散热部件都采用水升华器。水升华器是依靠水蒸发结

冰再升华来实现散热的，尽管消耗水，但潜热散热能力强，非常适合航天员出舱这种重

要的短时任务。不过，水升华器多采用烧结金属多孔材料，不可避免存在腐蚀问题。另

外，液冷回路中的可溶性污染物很容易进入多孔板，长期使用过程中会积聚在孔隙里造

成堵塞[4]。而压力控制不当，或热流骤增，或传热传质不均匀，都可能会造成液态水直

接喷射出去的击穿现象[5]。而最大的问题在于，水升华器只能工作在水的三相点压力以

下，而有些空间环境是无法满足该条件的，例如拥有大气层的火星，其大气压力在

670~1000 Pa 之间季节性波动[6]。

一种基于水蒸气跨膜传质的膜蒸发器技术可以解决上述问题。膜蒸发器采用疏水膜

将冷却水与外界环境隔开，利用膜两侧的水蒸气分压力差驱动水蒸气蒸发并从膜孔排出，

以汽化潜热形式带走冷却水自身热量。不同于水升华器中的水-冰-水蒸气相变过程，膜

蒸发器只经历水-水蒸气相变过程，只需环境压力低于水温对应的饱和蒸汽压即可运行，

在水的三相点压力以上的环境仍可以工作。膜蒸发器采用的微孔疏水膜（孔径通常在 0.1
μm 量级）可以有效防止击穿，也不易驻留污染物（尺度一般在微米级以上），而高分子

聚合物膜材料自然也不存在腐蚀问题。基于这些优点，膜蒸发器有望取代水升华器，为

未来空间站、载人登月、载人登火等航天任务的舱外航天服提供高效散热。

膜蒸发器技术最早由 NASA 提出，以用来替代航天飞机上金属材质的闪蒸器。随着

航天飞机退役，NASA 开始考虑将其应用到下一代舱外航天服便携式生命保障系统

（PLSS），约翰逊航天中心（JSC）就此开展了名为“航天服水膜蒸发器”（SWME）的

研究，先后共研制出了 5 代膜蒸发器样机，从单通道环形平板膜蒸发器[7, 8]，到多通道

环形平板膜蒸发器 SaM SWME[9, 10]，再到两代中空纤维膜蒸发器 Gen1 HoFi SWME[11]

和 Gen2 HoFi SWME[12, 13]，最后到长方体结构的小型中空纤维膜蒸发器 Mini SWME[14]，

图 2 NASA 研制的五代膜蒸发器

Janeborvorn 等[8]采用努森（Knudsen）扩散模型模拟了单通道环形平板膜蒸发器的

传质过程，以冷却水饱和压力与背压之差作为传质势差，建立传质方程，同时传热模型

考虑水侧热边界层发展，采用 Sieder-Tate 和 Hausen 关联式计算冷却水对流传热系数，

基于轴向一维网格划分对膜蒸发器进行数值计算，散热量的理论与实验结果对比显示，

45 个工况点中有 43 个都是理论值大于实验值，平均偏差在 15%左右，最大偏差达到 65%，



表现出明显的过预测。在多通道环形平板膜蒸发器研究中，Vogel 等[9]在原有的努森扩

散模型中加入 0.85 的修正系数，但所有工况下的散热量理论值仍普遍超出实验值 12%
左右。

近年来，国内相关研究机构也开始关注膜蒸发器技术。

航天五院北京空间飞行器总体设计部的戴承浩等[15]采用孔径 0.1 μm 的中空纤维膜

制作了两个膜蒸发器样件，样件 a 填充的是厚度较大、管径较小的膜，而样件 b 则相反，

通过不同的填充数量使得两者的膜面积大致相当。实验发现，样件 a 的散热量远小于样

件 b，这可以归因于其更大的膜厚所导致的更大的传质阻力。对于膜孔内的传质机制，

作者认为是努森扩散为主，但在孔径非均匀分布的情况下，大孔还存在泊肃叶扩散

（Poiseuille）。据此模型进行了理论计算，对照散热量的理论与实验结果，样件 a 表现

出相对较好的吻合，而样件 b 则偏差很大，理论值普遍大于实验值，且偏差随散热量增

加而逐渐增大，最大偏差超过 100%。

航天五院兰州空间技术物理研究所提出将膜蒸发器应用于高空高超音速飞行器电

子设备散热[16]。朱建炳等[16]采用孔径分别为 0.2 μm 和 0.3 μm 的聚偏氟乙烯（PVDF）
中空纤维膜，制作了两个膜蒸发器样件，膜面积均为 0.3 m2。由于针对的是电子设备散

热，膜蒸发器进水温度较高，为 55~70 °C。在低于 10 kPa 的背压下，实验测试了两个

膜蒸发器样件串联组合的散热效果，最高取得了 4 kW 的散热能力，进出口温差达到

16.8 °C。
北京航空航天大学的李运泽等主要关注的是膜蒸发器在舱外航天服散热应用中的

控制问题[17, 18]，针对包括膜蒸发器在内的整个舱外航天服热控系统，仿真研究了工况突

变时膜蒸发器在模糊控制策略下的动态响应，其中，膜蒸发器的传热传质仿真采用的是

努森扩散模型。

以上涉及到膜蒸发器传热传质理论计算的几项研究中，均出现了理论模型过预测的

问题，计算的散热量普遍高于实际值，而且往往是多工况下整体偏高，这基本可以排除

实验测量不确定度的因素。本文将其归因于渗透侧流动阻力，该阻力对渗透侧沿程压力

分布进而对跨膜传质势差有重要影响。据此，本文将渗透侧流动阻力纳入到传热传质模

型中，分析了跨膜传质与渗透侧流动之间的耦合关系。

1 理论模型

本文的研究对象是一种类似于壳管式换热器的中空纤维膜蒸发器，只不过壳侧没有

入口只有出口。如图 3 所示，带有一定压力的冷却水在管侧流动，水蒸气在壳侧逆向流

动。依靠管侧（即原料侧）和壳侧（即渗透侧）之间的水蒸气密度差（与水蒸气分压力

差等效），冷却水在流动过程中不断向壳侧蒸发水蒸气，从而自身温度下降，流量减小。

壳侧的水蒸气以死端为起点向排气口流动，沿程不断接纳从管侧传递过来的水蒸气，流

量逐渐增大。除了传质带来的潜热传递，冷却水与壳侧水蒸气之间还存在显热传递，即

对流换热。在逆流式膜蒸发器中，冷却水被从壳侧死端（与冷却水出口在同一侧）过来

的温度更低的水蒸气冷却。在流动过程中，冷却水和水蒸气均会产生压降。沿长度方向

划分网格，得到 n 个微元，以下建立微元的质量、能量、动量守恒方程。



图 3 膜蒸发过程示意

1.1 传热传质

对于管侧，冷却水因为蒸发而流量减小，因为显热和潜热传递而温度降低

d� =− d�� 1 (1)
d�� + d�� =− �� 1��1d�1 (2)

d�� = �d� (3)

对于壳侧，主路的水蒸气不断接纳膜蒸发过来的水蒸气而流量增加，并被冷却水加

热而温度升高

d� = d�� 2 (4)
d�� = �� 2��2d�2 (5)

以上各式中，下标 1、2 分别代表管侧和壳侧；下标 s 和 l 分别代表显热和潜热；Q 和 J
分别是传热量（W）和传质量（kgs-1）。

微元的传热量和传质量按下式计算

d�� = ℎd�∆� (6)

d� = �d�∆�� (7)

其中，Δt 和Δρv分别是微元的局部传热温差和传质势差（即水蒸气密度差）；h 和 k 分别

是微元总传热系数（Wm-2K-1）和传质系数（ms-1），均包含管侧、膜侧、壳侧三部分，

按下式计算
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对流传热和传质系数按下式计算
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管侧和壳侧可以共用一套对流传热传质关联式，在膜蒸发器的尺度和工况下，流动

都在层流范畴内，可采用 Hausen 关联式来计算努塞尔数（Nu）。需要注意，原本的 Hausen
关联式[19]是针对整个通道长度的，所得到的的努塞尔数是沿程平均值，这里通过微分得

到局部努塞尔数的计算式

��� = ��� −
�1� 1 + 0.33�2�−0.67

� + �2�0.33 2 (12)

�1 = 0.085�����ℎ (13)

�2 = 0.047 �����ℎ
0.67 (14)

根据 Chilton-Corburn 比拟关系，由努塞尔数和路易斯数（Le）计算得到舍伍德数（Sh）
�ℎ = ����−0.33 (15)

对于管侧，水蒸气在水中的对流传质阻力可忽略，对流传质主要考虑壳侧。对于火

星环境，壳侧会存在二氧化碳，其对流传质阻力即产生于浓度边界层内水蒸气在二氧化

碳中的二元分子扩散，式(11)中的二元分子扩散系数 Dv按 Fuller 关联式[20]进行计算
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其中，p 是以 atm 为单位的压力；vA和 vB分别是两种气体的分子扩散体积，水蒸气和二

氧化碳分别是 12.7 和 26.9 cm3mol-1；MA 和 MB 是以 gmol-1 为单位的摩尔质量；DAB的

单位是 cm2s-1。

式(9)中的膜内扩散系数 Dvm 与孔径有关，对于 0.1 μm 量级的膜孔，分子自由程远

大于孔径，膜孔内的扩散属于努森扩散（Knudsen），扩散系数按下式计算[21]
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其中，dp、ε、τ分别为膜材料的孔径、孔隙率、迂曲度。

1.2 压降

管侧的冷却水和壳侧的水蒸气都因流动而产生压降，据此建立如下的动量守恒方程

（管侧和壳侧各 1 个）

d� =− 0.5���2 d�
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(18)

管侧和壳侧的阻力系数分别按下式计算[22]
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2 数值求解算法

包括管侧和壳侧流体在内，n 个微元共有 2(n+1)各节点。对于每个微元，以其管侧

和壳侧的进出口流量、温度、压力为未知数，n 个微元共有 6(n+1)个未知数。每个微元

包含管侧和壳侧的质量、能量、动量守恒共 6 个方程，将所有微元的控制方程联立起来，

n 个微元共有 6n 个方程。

方程组还需要边界条件来封闭：对于管侧，冷却水在首个节点亦即 x=0 处的流量、

温度、压力作为入口条件均是已知的；对于壳侧，水蒸气在死端亦即 x=L 处的流量为 0，
水蒸气在死端的温度等于该处的冷却水温度，水蒸气在出口亦即 x=0 处的压力为设定的

背压。总共刚好 6 个方程，从而可以将方程组封闭。

由前面的建模可以看到，很多方程都存在非线性项，方程组显然是非线性的，故需

要进行迭代求解。

3 结果与讨论

以下针对膜蒸发器/膜材料结构参数以及工况参数对膜蒸发散热能力的影响开展了

仿真研究，对仿真结果进行分析。仿真的基本条件如下表所示，当研究某个参数的影响

规律时，只变动该参数，表中其他参数值不变。在正式开展仿真研究之前，首先进行了

网格无关性验证，结果表明 20 个网格足以保证网格无关性，继续增加网格数量所引起

的传质量变化在 0.5%以内。

表 1 膜材料参数

参数 符号 单位 值

膜孔径 dp μm 0.1

孔隙率 ε - 0.7

迂曲度 τ - 3

膜管内径 dmi mm 0.4

膜管外径 dmo mm 0.6

膜管长度 L mm 300

壳体内径 Dsi mm 70

冷却水流量 ṁ1i kgh-1 80

冷却水温度 t1i °C 30

冷却水压力 p1i kPa 200

排气背压 pb kPa 1



3.1 结构参数的影响

如前言所述，现有研究往往没有考虑壳侧水蒸气的流动阻力，在传质计算中壳侧压

力恒定为背压值，从而造成计算的传质势差比实际要大，理论模型预测的散热量普遍偏

大。本文所建立的理论模型考虑了壳侧水蒸气的阻力，故而可以将壳侧流动特性的影响

反映到传热传质上。影响壳侧流动特性的结构因素主要就是壳体内径和膜管数量。

壳体内径的影响效应较好理解，内径越大，则壳侧流通面积越大，水蒸气流动阻力

也就越小，壳侧整体压力也就越小，跨膜传质势差就越大，散热量也就越大，如图 4
所示。膜管数量的影响效应较为复杂，传质面积与膜管数量成正比，膜管数量越多本应

越有利于蒸发。然而，膜管数量增加会造成壳侧流通面积减小，导致壳侧水蒸气流动阻

力增大，对传质反而不利。两种相反的效应叠加，就产生了如图 4 所示的结果，当膜管

数量超过一定值后，流动阻力对传质的不利影响开始占主导，散热量在达到峰值后开始

减小。壳体内径越大，散热量峰值对应的膜管数量越大，例如，壳体内径 60 mm 时峰

值膜管数为 3200，壳体内径 70 mm 时峰值膜管数为 4000。进一步计算发现，这些峰值

膜管数所对应的填充率均在 0.3 左右，因此可以得出一个结论，膜蒸发器的填充率不应

超过 0.3，当超过该值，进一步增加膜管数量反而会造成膜蒸发性能恶化。

图 4 不同壳体内径下膜管数量对散热量的影响

若传热传质模型不考虑壳侧阻力，即壳侧压力不存在沿程变化，而是始终等于排气

背压，则膜面积越大，散热能力就必然越强，不存在图 4 所示的极值情况，而是呈现出

如图 5 所示的单调增长趋势。从图 5 可以看到，当膜管数量还较少、传质面积还较小

时，模型是否考虑壳侧阻力对散热量计算结果几乎没有影响，因为此时蒸发速率还比较

小，模型计算出的壳侧阻力很小，对传质势差影响微乎其微；而随着膜管数量增加、传

质面积增大，不考虑壳侧阻力所计算出来的散热量逐渐偏离考虑壳侧阻力的计算结果。



图 5 模型是否考虑壳侧阻力对不同膜管数量下散热量计算结果的影响

更为细致地，图 6(a)展示了壳体内径 70 mm 时不同膜管数量下壳侧压力的沿程分

布情况，图中的无量纲长度 x*= x/L, x*=0 代表壳侧水蒸气出口（对应的是冷却水入口），

x*=1 代表壳侧死端。可以看到，壳侧压力随膜管数量增加而明显抬升，例如，膜管数量

6000 时，壳侧死端压力达到 1626 Pa，远高于 1000 Pa 的排气背压。随着膜蒸发过程的

进行，冷却水温度沿程逐渐降低，冷却水饱和蒸汽压随之降低。内外的综合变化带来如

图 6(b)所示的跨膜水蒸气分压力差的变化，其反映的是传质势差的沿程分布情况。可以

看到，低填充率的传质势差始终维持在更高的水平。由于传质系数变化很小，传质势差

基本上决定了传质速率（即单位面积的传质量），考虑到传质面积的差异，得到微元的

局部蒸发速率，如图 6(c)所示。可以看到，在高填充率下，冷却水入口附近区域的局部

蒸发量更大，因为此时不同填充率下的局部传质势差相差并不大，起决定作用的是传质

面积亦即膜管数量；而到了冷却水出口附近区域，传质面积对传质性能的影响效应已不

及传质势差，此时因为壳侧阻力的激增，高填充率的传质势差已显著小于低填充率，故

而局部蒸发速率更小。



图 6 不同膜管数量下的局部传质特性

以上所描述的局部传热传质特性造成了如图 7 所示的冷却水温度沿程变化趋势。在

低填充率下，冷却水温度前期下降更为平缓，整个过程的下降趋势的斜率变化不大，曲

线形状更接近于线性。相较而言，在高填充率下，冷却水温度在前期的下降速率更快，

之后便趋于平稳，可以认为，主要的传质都发生在膜管前段。

图 7 不同膜管数量下的冷却水温度沿程分布

3.2 工况参数的影响

冷却水温度直接影响管侧的水蒸气分压力，从而影响传质势差。显然，冷却水温度

越高，则传质势差越大，传质量越大，散热量越大；而冷却水流量越大，则冷却水更能

维持较高的温度，从而具有更大的传质势差，故散热量也就越大，如图 8 所示。



图 8 不同冷却水温度下冷却水流量对散热量的影响

排气背压是膜蒸发器的关键参数，它直接决定了冷却水能够被处理到的最低温度。

显然，排气背压越低，则膜蒸发器的蒸发散热能力越强。不过，当排气背压非常低时，

巨大的蒸发速率将导致壳侧产生可观的流动阻力，从而大幅抬升壳侧沿程压力，阻碍了

传质能力的进一步增强。如图 9(a)所示，散热量在高背压区域几乎与背压成线性关系，

而在低背压区域，散热量随着背压降低而增大的趋势逐渐放缓。从图 9(b)可以看到，在

高背压区域，由于流动阻力较小，壳侧死端压力接近背压值，随着背压降低，流动阻力

大幅增加，死端压力逐渐远离背压值。

图 9 排气背压对膜蒸发过程的影响

图 10 对比了不同工况下模型是否考虑壳侧阻力所计算出的散热量差异。可以看到，

随着冷却水流量的增加、冷却水温度的升高、排气背压的降低，不考虑壳侧阻力的模型

所计算出的散热量都越来越偏离考虑壳侧阻力的模型计算结果，这都是因为蒸发速率增

加导致壳侧流动阻力增大。



图 10 模型是否考虑壳侧阻力对不同工况下散热量计算结果的影响

4 结论

本文建立了膜蒸发器传热传质一维分段模型，将水蒸气流动阻力对壳侧沿程压力分

布的影响纳入到模型中，由此开展仿真研究，分析了结构参数（膜管数量和壳体内径）

和工况参数（冷却水流量和温度、排气背压）对膜蒸发散热性能的影响。仿真发现，随

着跨膜传质量的增加，壳侧水蒸气流动阻力变得愈发不可忽视，其导致壳侧沿程压力的

抬升反过来抑制了传质的进行，这正是现有膜蒸发器研究中理论模型过预测的主要原因。

尤其值得注意的是，一味增加膜管数量可能会导致壳侧阻力显著增大，从而出现传质面

积增加不足以抵消传质势差降低对传质量的不利影响，膜蒸发散热性能可能在经历一个

极值点后逐渐恶化，计算表明，膜管填充率不宜超过 0.3。

参考文献

[1] 贲勋, 张少华, 张晓屿, 刘欣. 美国新一代航天服热控系统简析[J]. 国际太空, 2017, 39(8): 58-62.

[2] 李金林, 王海量, 廖前芳. 舱外航天服主动热控与人体舒适性实验研究[J]. 载人航天, 2021, 27(5):



582-588.

[3] Izenson M G, Chen W, Phillips S, Bue G. Nonventing Thermal and Humidity Control for EVA Suits[C]//

41st International Conference on Environmental Systems. Portland, Oregon, USA, 2011.

[4] 王玉莹, 钟奇, 宁献文, 李劲东. 水升华器空间应用研究[J]. 航天器工程, 2013, 22(3): 105-112.

[5] 刘畅, 宁献文, 苗建印, 王玉莹, 吕巍. 多孔板结冰自强化效应对水升华器性能的影响[J]. 航空学

报, 2018, 39(9): 122046.

[6] 唐纳德·拉普. 载人火星任务：火星探测实现技术（第 2 版）[M]. 郝万宏, 樊敏, 译. 北京: 清华

大学出版社, 2021.

[7] Tsioulos G, Bue G C, Trevino L A, Fritts S. A Test Plan for Sensitivity of Hollow Fiber Spacesuit Water

Membrane Evaporator Systems to Potable Water Constituents, Contaminants and Air Bubbles[C]// 38th

International Conference on Environmental Systems. San Francisco, California, USA, 2008.

[8] Janeborvorn Y, Filburn T, Yavuzturk C, Ungar E K. Thermal Performance Model for Spacesuit Waste Heat

Rejection Using Water Membrane Evaporators[J]. Journal of Thermal Science and Engineering Applications,

2010, 2(3): 031008.

[9] Vogel M R, Peterson K, Zapata F, Dillon P. Spacesuit Water Membrane Evaporator Development for

Lunar Missions[C]// 38th International Conference On Environmental Systems. San Francisco, California,

USA, 2008.

[10] Vogel M, Vonau W, Trevino L, Bue G. Sheet Membrane Spacesuit Water Membrane Evaporator Design

and Thermal Tests[C]// 40th International Conference on Environmental Systems. Barcelona, Spain, 2010.

[11] Bue G C, Trevino L A, Tsioulos G, Settles J, Colunga A, Vogel M, Vonau W. Hollow Fiber Spacesuit

Water Membrane Evaporator Development and Testing for Advanced Spacesuits[C]// 40th International

Conference on Environmental Systems. Barcelona, Spain, 2010.

[12] Bue G C, Makinen J, Vogel M, Honas M, Dillon P, Colunga A, Truong L, Porwitz D, Tsioulos G. Hollow

Fiber Flight Prototype Spacesuit Water Membrane Evaporator Design and Testing[C]// 41st International

Conference on Environmental Systems. Portland, Oregon, USA, 2011.

[13] Rector T, Steele J W, Makinen J, Bue G C, Campbell C. Performance of a Water Recirculation Loop

Maintenance Device and Process for the Advanced Spacesuit Water Membrane Evaporator[C]// 43rd

International Conference on Environmental Systems. Vail, Colorado, USA, 2013.

[14] Makinen J V, Bue G, Colunga A, Vogel M. Mini-Membrane Evaporator for Contingency Spacesuit

Cooling[C]// Thermal & Fluids Analysis Workshop 2014. Cleveland, Ohio, USA, 2014.

[15] 戴承浩, 苗建印, 王玉莹, 陈跃勇, 吕巍. 空间膜式水蒸发散热理论分析与试验研究[J]. 航天器工

程, 2018, 27(3): 67-72.

[16] 杨宝山, 张文瑞, 朱建炳, 于凯盈, 于锟锟. 低气压高空膜式水蒸发循环冷却试验研究[J]. 低温工

程, 2021, 43(2): 76-82.

[17] Li E-H, Li Y-Z, Xie J-Y, Sun Y-H, Yang L-Z, Ning X-W. A Fuzzy Coordination Control of a Water

Membrane Evaporator Cooling System for Aerospace Electronics[J]. Applied Thermal Engineering, 2021,

191: 116872.

[18] Li E-H, Li Y-Z, Li J-X, Lou Y-Y. An Investigation on Fuzzy Incremental Control Strategy of Water

Membrane Evaporator Cooling Loop for Mars Spacesuit[J]. Acta Astronautica, 2021, 182: 66-76.

[19] Karlsson H O E, Trägårdh G. Heat transfer in pervaporation[J]. Journal of Membrane Science, 1996,



119(2): 295-306.

[20] Fuller E N, Schettler P D, Giddings J C. New method for prediction of binary gas-phase diffusion

coefficients[J]. Industrial & Engineering Chemistry, 1966, 58(5): 18-27.

[21] Zhang L-Z, Huang S-M. Coupled heat and mass transfer in a counter flow hollow fiber membrane

module for air humidification[J]. International Journal of Heat and Mass Transfer, 2011, 54(5): 1055-1063.

[22] Zhang L. An analytical solution for heat mass transfer in a hollow fiber membrane based air-to-air heat

mass exchanger[J]. Journal of Membrane Science, 2010, 360(1): 217-225.



中国工程热物理学会 学科类别

学术会议论文 编号：14xxxx

含微/纳孔隙双孔复合材料

湿分吸取过程机理及模型研究

孙金昊，姜培学，胥蕊娜*

（热科学与动力工程教育部重点实验室, 清华大学能源与动力工程系，北京 100084）

(Tel:010-62792294, Email:ruinaxu@tsinghua.edu.cn)

摘要：多孔介质中的湿分吸附过程广泛存在于自然界和工业领域。湿分在微米和纳米孔中的扩散、流

动和吸附等行为因尺度效应存在显著差异，而湿分的行为了对多孔系统的特性及性能具有重要影响。

然而，复合材料中常见的双孔特性使得多孔材料的吸湿机理及预测十分复杂。本文针对在不同环境中

双孔石英材料吸湿过程开展实验和建模研究。低场核磁共振实验表明，吸湿过程中湿分集中在纳米孔

隙中。核磁 T2谱的变化揭示了湿分在不同环境中的吸取机制，即在低湿度时以分子层的形式吸附在表

面，而在高湿度下以液态水的形式填充纳米孔隙。结合实验机理分析，提出了双孔湿分输运及吸取模

型并通过吸湿量实验结果得到验证。数值模拟结果表明，随相对湿度的增加，双孔材料吸湿主导因素

由微米孔中摩尔扩散转变为纳米孔中毛细流动，微/纳孔隙间的湿分传输存在相互作用且影响材料的动

态吸湿特性。本文有助于深入理解复杂多孔材料中湿分传输及吸取过程机制并实现对吸湿量的良好预

测。

关键词：微纳孔隙；湿分吸取；核磁共振；数值建模

0 前言

多孔介质中的湿分吸附是自然界和工业领域中最为常见的现象之一。多孔材料暴露

在潮湿空气中时，湿分吸附会发生在孔隙内部，而其对多孔系统的力学、孔渗特性以及

热物理性质等性能存在重要影响[1-2]。同时，含湿多孔材料中的热湿耦合输运过程可能

产生潜在的安全问题，例如含湿水泥受热时孔隙内部湿分相变形成高压，导致爆炸性碎

裂等危险[3]。因此，湿分在多孔材料中的存在和分布在工程中具有至关重要的意义[4]。
深入认识多孔介质中的湿分输运和吸取机理有助于预测不同环境中复合材料内部的湿分

演变，从而在工程中优化材料的表现。

多孔介质湿分吸附过程中，可能发生水蒸气扩散、表面吸附和孔隙填充等多个存在

耦合的复杂过程[5]。孔隙内的湿分可能以气相、吸附相或液相形式存在及输运，且随环

境变化可能出现相态的相互转化。目前已有针对多孔材料吸湿过程开展的实验研究，大

多通过重量法测量材料的吸湿量变化获得其吸湿性能和规律[6, 7]。然而，复杂孔径分布

对块体多孔材料吸湿过程的影响目前尚无清晰认识。微米和纳米尺度双孔隙特性广泛存

在于石英多孔、水泥和页岩等材料中，使得流体传输和吸附过程更加复杂[8]。
纳米孔和微米孔中的流体行为存在明显差异。纳米孔隙比表面积大、开尔文效应显



著等特点使得其中会发生气体吸附及毛细凝聚等现象[9]。此外，由于纳米尺度下壁面对

分子的限制，纳米孔隙中的气体扩散不同于常规分子扩散。当孔隙尺寸与气体分子的平

均自由程可比时，努森扩散起到重要作用，水蒸气在纳米孔隙中的扩散系数远低于体相

[10]。纳米孔隙中的液态水输运特性也不同于微米尺度。当孔径减小到纳米级时，毛细

压力可达 MPa 量级，受毛细压力驱动，纳米孔隙中会发生液体渗吸现象[11]，而微米尺

度下的液体渗吸要相对弱得多。尺度效应在诸多方面对湿分行为的影响使得含有微/纳孔

隙的双孔介质湿分输运及吸取过程机理更加复杂，因此需要进行深入研究。

理论分析和数值模拟方法常用于描述并预测孔隙中的湿分吸取过程。模型通常在表

征体元（representative element volume, REV）尺度下建立，它假设多孔介质中的固体骨

架和流体在控制体内均一分布。为了预测不同环境下建筑材料含湿量变化，Steeman 等

人建立了 REV 尺度下的湿分输运模型[12]：
d�
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�
�

∇�v (1)

其中 w 为单位体积湿分含量，ρg 为气相密度，D 为蒸汽扩散系数，μ为蒸汽阻力因子，

Cv为蒸汽质量浓度。该模型中所有对湿分输运的影响因素都归一为水汽阻力因子μ，该

参数与环境条件及材料特性有关，需要对不同材料开展长期实验测量并拟合，缺乏机理

认识且给普遍预测带来困难。该模型中没有考虑湿分输运和吸附的尺度效应在多尺度孔

隙系统中的影响，而纳米尺度下的流体行为与传统尺度在许多方面存在显著差异。为评

估变化环境中复杂孔隙材料中的湿分分布变化情况，在数值模型中应对微米及纳米孔隙

在湿分吸取过程中的作用分别加以考量。

综上所述，尽管针对多孔材料吸湿过程这一普遍问题已有诸多实验和数值研究，但

对于含有微/纳孔隙的复杂材料中湿分吸取机制目前仍不清晰，需要进行深入研究。本文

研究了具有微/纳双孔特性二氧化硅复合材料的湿分吸取过程，通过开展低场核磁共振实

验，测量在不同环境下材料内部湿分变化并揭示吸湿机理。通过核磁共振得到的横向弛

豫时间 T2谱可分析孔隙中的湿分形态演变，结果表明，湿分吸附集中在占据 60%孔隙体

积的纳米孔隙中，而微米孔隙中几乎不存在吸附相及液相湿分。在相对湿度较低的情况

下，湿分主要以分子层的形式吸附于孔隙壁面；而当相对湿度增加到 70%以上时，纳米

孔隙中将逐渐发生孔隙填充。基于实验得到的吸湿过程机理认识，考虑了微米孔和纳米

孔在吸湿过程中的不同作用，建立湿分输运及吸取过程双孔模型并通过二氧化硅材料含

湿量变化实验结果进行验证。针对数值模拟结果并讨论了双孔特性的影响，表明双孔材

料中并存的微孔和纳米孔共同影响双孔复合材料的吸湿过程，且随环境湿度变化，吸湿

量变化的主导因素将发生改变，双孔材料中微/纳孔隙并存的特性对其动态吸湿过程具有

重要影响。

1 材料与方法

1.1 二氧化硅复合材料样品

二氧化硅复合材料广泛应用于工程领域，如吸收剂、光纤和绝热材料等，而材料中

吸附的湿分对其使用过程中的特性和性能存在负面影响[13]。本文针对一种石英复合材



料的湿分吸取过程开展研究。从块体材料中采集直径 25.0 mm、高度 28.0 mm 的圆柱形

样品开展吸湿实验，同时取较小样品进行孔隙表征。

在实验前对二氧化硅复合材料的孔隙特性进行表征，开展压汞法和低压氮气吸附测

试，获取材料的孔径分布如图 1 所示。于压汞法在纳米孔隙段高压对固体骨架影响可能

导致结果不准确，30 nm 以下孔隙采用氮气吸附表征结果，30 nm 以下采用压汞法表征

结果。孔隙表征结果表明，该材料中孔隙直径范围由几个纳米到几百微米不等。由于湿

分输运及吸取特性受孔隙直径影响，本研究中将材料内部孔隙分为纳米孔（d < 1 μm）

和微米孔（d > 1 μm）。图 1 显示绝大部分纳米孔小于 10 nm，绝大部分微孔大于 10 μm，

这表明该二氧化硅材料具有显著的微-纳双峰孔径分布特征。材料中纳米孔和微米孔的孔

隙率分别为 0.20 和 0.14。

图 1 二氧化硅材料孔径分布

1.2 吸湿过程低场核磁共振实验

为分析复合材料吸湿机制，需要获得宏观吸湿特性及微观层面孔隙内部湿分迁移规

律。重量法可以测量材料的稳态含湿量等特性，但难以获得湿分空间分布及形态等孔隙

尺度信息，而这些信息对于机理认识具有重要意义。低场核磁共振（Nuclear magnetic
resonance, NMR）是一种非破坏性技术，可用于探测多孔介质内部的流体特征及流体和

孔隙的相互作用。低场核磁可以准确测量固体骨架内的含氢流体，在分析复杂孔隙中的

流体行为等研究中得到广泛应用，如土壤和水泥的水化干燥过程[14,15]。
在 1H NMR 系统中，氢原子吸收电磁辐射的激发能并跃迁到更高的能级。当激发结

束时，垂直于外磁场的原子磁矩将减小到零，该过程称为横向弛豫，与流固体系中的分



子间和表面相互作用有关[14]。因此，通过 NMR 测量可推断孔隙内的水分形态。

Carr-Purcell-Meiboom-Gill（CPMG）脉冲序列可以测量氢原子磁矩的横向弛豫时间 T2。在

多孔介质体系中，用 CPMG 序列测得的含氢流体的横向弛豫时间 T2,pore可表示为：

1
�2, pore

=
1

�2, bulk
+

1
�2, surf

+
1

�2, diff
(2)

其中 T2,bulk、T2,surf和 T2,diff分别为由流体体相、多孔介质表面弛豫和内部磁场梯度引起的

扩散弛豫所贡献的横向弛豫时间。对纳米孔隙中的液体，表面弛豫决定了测量得到的横

向弛豫时间 T2。当孔径减小时，孔隙表面与流体相互作用增强会使得表面弛豫加快，信

号的峰值 T2会降低。通过低场核磁共振技术测量并分析横向弛豫时间变化，可识别固体

骨架中无法直接观测的流体行为。

1.3 实验设置

研究不同环境中复合材料的湿分吸取过程，需要提供可控制的温湿度环境。将三个

圆柱形复合材料样品放置在温度和湿度可调节的箱体中开展吸湿实验。箱体环境温度设

定为 20℃，在吸附-脱附循环中环境相对湿度从 30%增加至 90%再降低至 30%，每一步

间隔 10% RH。圆柱样品的侧面被包裹，只有样品两端面暴露于气氛中。在实验开始前，

样品在 80°C 的环境下干燥 48 小时，直到质量不再变化为止。在材料吸湿过程中进行重

量测量和低场核磁共振实验。当样品的质量变化小于 0.1%/d 时，认为样品达到该环境下

平衡状态，并将箱体环境调整到下一步相对湿度继续开展实验。在重量法实验后，选取

一个特定的圆柱样品进行低场核磁实验，通过 CPMG 序列测量横向磁矩的弛豫信号。单

次核磁测试在 2 分钟内完成，其对材料内含湿量的影响可以忽略不计。

2 结果与讨论

2.1 双孔材料宏观吸湿特性

通过重量法测量得到不同相对湿度环境下样品的稳态含湿量，如图 2 所示，它代表

了二氧化硅复合材料的宏观吸湿性能。随相对湿度增加，材料的稳态含湿量出现显著差

异。对于相对湿度低于 60%的低湿度阶段，随相对湿度增加，含湿量仅表现出轻微增加。

然而，对相对湿度超出 70%的高湿度阶段，平衡状态下样品含湿量增加程度显著。稳态

含湿量对相对湿度的变化呈 S 形曲线，具有多层吸附特征[9]。在吸湿和解吸湿分支之间

存在含湿量滞后现象，这与纳米孔中的孔喉效应有关。



图 2 不同相对湿度下样品稳态含湿量

通过核磁实验测量的多孔内部流体横向弛豫时间 T2 可以揭示更多孔隙内部湿分信

息。不同环境下材料吸湿过程达到稳态时，其 T2谱演变如图 3 所示。根据核磁共振原理，

测得信号峰面积由系统内氢原子含量决定。由于气相密度远小于吸附/凝聚相且气体分子

弛豫过程相对更慢，因此核磁信号峰面积主要由孔隙系统中的吸附/凝聚相贡献，即信号

峰面积与多孔吸湿量成正比。结果表明对于吸湿过程，T2谱峰面积在相对湿度低于 60%
时随湿度增加略有增大，而在更高的相对湿度下会明显增大，如图 3(a)所示。随相对湿

度变化，T2峰面积的趋势与重量分析结果一致，验证了含湿量变化情况。

图 3 吸湿及解吸湿过程中核磁 T2谱变化情况

核磁信号峰对应 T2值反映流体弛豫速度，可揭示孔隙内湿分形态信息[54]。相对湿

度 RH=30%时稳态样品内湿分对应信号峰 T2 约为 1 ms，而当相对湿度增加到 60%时，



信号峰 T2仅略微增加到 1.5 ms。峰值 T2的微小变化表明，在低湿度阶段随着相对湿度增

加，孔隙内的湿分形态没有发生明显变化。考虑到 T2 ~ 1 ms，表面弛豫对水分有很强的

影响，因此推测当环境相对湿度低于 60%时，水分主要吸附在孔隙表面，以单层和多层

分子形式存在。

然而，在较高的相对湿度下，核磁信号峰对应 T2值急剧增加，对于相对湿度 RH=90%
时的稳态样品，信号峰 T2达到 6.4 ms，相较于 RH=60%时增大 4 倍。弛豫时间 T2的急

剧增大表明孔壁对内部湿分的约束明显减弱，这可联想到毛细凝聚过程液体填充孔隙的

现象。由于开尔文效应，纳米孔隙中气液界面平衡压力小于体相饱和蒸气压=。当纳米

孔中水蒸气分压达到其平衡压力时，孔隙表面将出现水膜并在孔隙内部逐渐发生毛细凝

聚。湿分在毛细凝聚过程中以液态水形式填充纳米孔隙，导致多孔含湿量急剧增加。在

此过程中，湿分发生了由吸附相向液相的转变，孔隙壁面和水分子的相互作用明显减弱，

导致核磁信号峰 T2值增加。

注意到在吸附过程中多孔内湿分的横向弛豫时间 T2远低于微米孔中液态水 T2。完全

饱和的双孔样品中可分别在大约 7 ms 和 400 ms 处检测到两个 T2峰，分别对应于纳米孔

和微米孔中的液态水。由于在吸附过程中仅能在几个 ms 处检测到一个信号峰，这表明

吸湿过程微米孔网络中几乎不存在液态水。同时，微米孔比表面积远小于纳米孔，因此

微米孔对表面吸附的贡献也可忽略不计。因此，在变化环境中双孔复合材料中的湿分吸

取主要由其中的纳米孔贡献。

2.2 双孔材料湿分输运及吸取机理

尽管核磁共振实验测得的横向弛豫时间 T2是一针对多孔介质中所有流体的平均量，

但通过 T2 值可以定量估计在不同环境下湿分在孔隙中的形态变化。CPMG 序列测得的

T2表达式如式(4)所示，其中对于纳米孔中的弛豫过程，水的体相弛豫时间（T2,bulk ≈ 3s）
影响微弱，而由梯度不均匀性扩散弛豫 T2,diff 可忽略不计。因此，CPMG 序列测量的道

德孔隙内部流体平均 T2主要由表面扩散决定，可表示为：

1
�2, pore

=
1

�2, surf
= ρ

�p

�p
(3)

式(3)中ρ为流体在孔隙壁面的表面弛豫率，Sp与 Vp分别为流体所处孔隙表面积。若希望

根据 T2值定量判断孔隙内部湿分形态，需要确定材料的表面弛豫率，即通过流体比表面

积与其横向弛豫时间之间的确定关系。由于饱和样品的流体比表面积可以从孔隙表征中

直接获得，因此可以将饱和状态作为参考态计算表面弛豫率。当环境相对湿度达到 95%
时，水蒸气毛细凝聚的孔隙直径超过 40nm，在该环境下绝大部分纳米孔隙充满液态水，

而微米孔中不会发生毛细凝聚，该结论通过吸湿量与纳米孔体积的对比得到验证。因此

将该状态样品作为参考态，其流体比表面积可直接由孔隙表征得到的纳米孔段表面积及

体积获取，而核磁测量得到该状态下多孔内流体弛豫时间 T2,ref，由此可计算出该材料表

面弛豫率ρ = 0.18 um/s，这与先前研究报道的二氧化硅材料的表面弛豫率十分接近[56]。
根据确定的表面弛豫率，可以分析不同相对湿度下孔隙内部的湿分形态。湿分的 T2

值已在核磁实验中测得，并且可以根据含湿量 mw 估计流体占据的体积 V。认为相对湿



度 95%时，纳米孔所有表面积 Snp都被液态水占据，则在特定相对湿度环境下湿分所占

孔隙表面积 Sp,RH可由式(4)计算：

�p,RH =
�2, ref

�2, RH
∙
�w,RH

�w,ref
�np (4)

计算得到的材料内部湿分在不同相对湿度下所占据的纳米孔整体表面积及体积比

例 Sp,RH/Snp 和 Vp,RH/Vnp 如图 4 所示。结果表明相对湿度为 30%时湿分占据了大约一半纳

米孔隙表面积，而随着相对湿度增加到 70％，近乎全部纳米孔表面被湿分覆盖。然而，

在同等湿度环境中，特别是针对低相对湿度环境，湿分占据的孔隙体积比例相对表面比

例要小得多。直到相对湿度增加至超过 70%时，才发生纳米孔饱和度显著增加，而此时

几乎所有纳米孔表面已被湿分占据。因此可以推断，在低相对湿度环境下，湿分主要以

分子层形式存在于孔隙表面，随着相对湿度增加，湿分逐渐向液相转变。在环境相对湿

度增加过程中，由于这种孔隙内部湿分形态的转变，湿分传输及吸取的主要机制将发生

变化。在相对湿度较低（RH≤60%）的环境中，湿分主要以分子层的形式吸附在纳米孔

隙表面，其传输过程由扩散主导。当相对湿度增大至超过 70%时，受限纳米孔隙中发生

毛细凝聚，液态水逐渐充满孔隙，此时液相流动将在纳米孔中占据主导。

图 4 吸湿过程不同相对湿度下湿分占据纳米孔表面积及体积比例

考虑到纳米尺度效应导致纳米孔中扩散远慢于微米孔扩散，本文研究的双孔复合材

料吸湿过程存在类似吸附质的外扩散和内扩散过程[16]。对于多孔介质中的吸附，孔隙

表面的动力学吸附比扩散过程快得多。基于以上分析，含有微/纳孔隙的双孔材料中湿分

传输与吸取机制如图 5 所示。蒸汽扩散主导微米孔中的湿分输运。在低相对湿度环境下，



湿分主要以蒸汽分子的形式扩散到纳米孔隙中并吸附于壁面，而在高相对湿度环境中，

纳米孔内毛细流动占主导地位。

图 5 不同环境中双孔材料吸湿过程机理示意图

2.3 双孔隙湿分输运及吸取过程建模

实验结果分析表明，双孔二氧化硅复合材料中微米孔和纳米孔之间的湿分行为差异

显著。在微米孔中，湿分主要以水蒸气的形式存在，并通过分子摩尔扩散进行输送。而

在纳米孔隙中发生湿分吸取，吸附及凝聚相贡献了近乎全部材料含湿量。由于水蒸气的

密度相对液相低得多，因此可以忽略水蒸气对纳米孔中质量平衡的贡献。认为在不同相

对湿度环境中，纳米孔中湿分通过毛细流动和蒸汽扩散进行输运[17]。基于多相流理论

和实验机理分析，分别建立微米及纳米孔隙中湿分输运及吸取过程的控制方程为：

εm
�
��

�v,m = ∇ ∙ �v,m∇�v,m − �m→n (5)

εn
�
��

�w,n�w,n =− ∇ ∙ �w,n
�n�rw,n

�w
∇�c − �v,n∇�v,n + �m→n (6)

其中下标 m 和 n 分别对应微米孔和纳米孔；Pc为毛细压力，即由界面曲率导致的液相和

气相间压力差，ρv是气相中的蒸气密度；�m→n为微米孔到纳米孔的质量通量，由双孔间

的相对湿度差驱动，表示为：

�m→n = Z ��m − ��n (7)



其中 Z 为扩散速率系数，主要取决于孔隙形态，本研究中设定为常数。纳米孔中水的相

对渗透率和毛细压力采用多相流 van Genuchten 模型，表达为液相饱和度的函数。多孔

介质中的水蒸气扩散在微米孔中为分子扩散，纳米孔中存在努森扩散效应，且扩散系数

由孔隙度及液相饱和度修正。

使用商业软件 COMSOL Multiphysics 5.5 对控制方程进行计算，将控制方程组(5-6)
整理为自变量为相对湿度的形式，在偏微分方程（PDE）模块中对方程进行重新排列。

将该吸湿过程简化为一维过程，将边界设置为第一类边界条件，对应实验中环境相对湿

度的变化。对数值模拟的网格和时间无关性进行了验证。

利用该模型数值计算了变化环境中二氧化硅样品中湿分质量变化情况，如图 6 所示。

与实验测量值对比表明，该模型可很好预测变化相对湿度环境中样品吸湿与解吸湿过程

的含湿量变化。双孔模型成功预测了由低湿度到高湿度环境下含湿量变化速度的显著改

变。模拟结果验证了所建立模型用于描述并预测双孔材料吸湿过程的可行性。

图 6 不同环境中双孔材料吸湿过程机理示意图

2.4 双孔隙湿分输运过程预测

通过建立的双孔模型可以预测吸湿过程中复杂孔隙系统中湿分分布的变化情况。计

算得到的在吸湿和解吸湿过程中纳米孔中湿分饱和度的轴向分布如图 7 所示。由于微米

孔网络中含湿量可忽略不计，该结果实际即代表材料的含湿量分布情况。当环境的相对

湿度发生变化时，样品端面两侧的蒸汽浓度差或毛细压力驱动湿分质量通量进入材料内

部。样品吸湿量在边界附近开始变化，随着时间的增加，变化趋势逐渐向中心扩散。材

料内部含湿量分布逐渐趋于均匀并最终达到稳定状态。



图 7 吸湿/解吸湿过程湿分分布随时间变化

微米孔和纳米孔在不同环境中的湿分可通过性存在差异。对不同吸湿/解吸湿阶段，

双孔模型模拟的样品的含湿量变化如图 8 所示。计算结果表明，在不同相对湿度环境中，

微米孔和纳米孔对湿分质量变化贡献的相对关系出现逆转。如图 8(a)、(b)所示，对于吸

湿过程，当相对湿度从 50%增加到 60%时微米孔主导湿分质量增加，而纳米孔在相对湿

度由 70%增加到 80%时占据较大比例。即在低相对湿度和高相对湿度的环境中，微米孔

和纳米孔分别控制了含湿量变化，而在解吸湿过程中同样表现出类似的规律性，如图 8(c)、
(d)所示。

图 8 吸湿/解吸湿过程微米及纳米孔隙对质量变化贡献



不同环境中湿分传输机制的改变导致微/纳孔隙对含湿量变化贡献相对关系的转变。

在低相对湿度下，湿分主要通过水蒸气扩散输运并以吸附相存在，纳米孔隙中的努森效

应对扩散存在限制作用，因而此时微米孔网络在水蒸气扩散输运中的作用更为重要。随

着相对湿度的升高，纳米孔中的湿分饱和度增加，液相相对渗透率及毛细压力明显增大。

此时，液相水流动主导湿分过程，纳米孔中的毛细流动比微米孔中的蒸汽摩尔扩散对质

量变化的贡献更大。这表明在双孔材料中，微/纳孔隙共同作用于湿分的输运及吸取过程，

且在变化环境中的传输机制改变使得主导因素发生变化。

双孔模型考虑了双峰孔径分布对多孔材料吸湿的影响，结果表明湿分在微米孔和纳

米孔中的输运和吸取过程具有不同的特征。若将二氧化硅多孔样品视为均一介质并忽略

孔隙尺度效应，则湿分质量变化可由菲克定律表述的扩散-吸附模型预测：

d�
d�

= ∇ ∙ ��w,app∇�v (8)

其中 w 是单位体积的水含量，Cv 是蒸汽质量浓度；Dw,app 为表观湿分扩散系数，该参数

包含微米孔和纳米孔中的湿分输运过程，代表材料的整体湿分传输能力，并由当地相对

湿度决定。通过改变不同相对湿度下 Dw,app，求解单一孔隙模型并与含湿量变化实验结果

进行拟合，可得到湿分表观扩散系数与相对湿度的对应关系，如图 9 所示。计算结果表

明，对于相对湿度由 30%增加至 90%的吸湿过程，表观湿分扩散系数 RH ≤ 60%以下的

时约为 10-6 m2/s，这一数值低于多孔介质中的水蒸气扩散系数，而一些研究中报道的纳

米多孔颗粒内水蒸气扩散系数实验结果高出几个数量级[17]。这揭示了微米孔中的分子

扩散在低相对湿度下会增强块体双孔材料中的纳米孔湿分吸附，此时水分子通过微米孔

网络快速传输，并逐渐扩散到局部纳米孔隙中发生吸附。随着相对湿度继续增大，表观

湿分扩散系数出现数量级上的显著增加，至 RH ≥ 80%时表观湿分扩散系数达到大约 10-4

m2/s，超过水蒸气体相扩散系数。这说明在高湿度下材料内发生更快的液体传输，毛细

流动主导湿分输运。对湿分表观扩散系数的分析表明，在变化环境中，双孔复合材料中

微/纳孔隙内部湿分输运间存在相互作用，且对其动态吸湿特性具有重要影响。



图 9 吸湿/解吸湿过程湿分表观扩散系数变化情况

3 结论

由于孔隙结构及流体-表面相互作用等因素耦合作用，多孔材料中的湿分吸取过程十

分复杂。本研究基于实验和数值建模仿真对包含微米及纳米孔的双孔复合材料的湿分吸

取过程机理及规律开展研究。针对具有双峰孔径分布的多孔二氧化硅材料开展了变化相

对湿度环境中的湿分吸取实验，利用低场核磁共振技术测量并分析了孔隙内部湿分的变

化情况。多孔系统内流体的横向弛豫时间 T2揭示了随环境相对湿度变化，材料中湿分形

态的转变。湿分吸取过程流体对应的单峰 T2谱表明湿分主要存在于纳米孔隙中，而微米

孔隙中湿分可以忽略不计。当相对湿度低于 60%时，随相对湿度增加，纳米孔表面逐渐

趋向湿分全部占据，而湿分占据纳米孔体积比例在这一阶段低于 0.2，远小于表面被覆盖

比例。当相对湿度继续增大至 90%时，纳米孔饱和度急剧增大至 0.9 以上，该阶段纳米

孔壁面已近乎全部被湿分占据。上述结果表明随环境相对湿度增大，湿分形态从壁面分

子吸附层向孔隙内部液态水形式转变，该过程伴随着湿分输运主导机制从蒸汽扩散转变

为液体流动。

基于湿分输运和吸取过程机理分析，提出了描述含微/纳孔隙双孔体系湿分吸取过程

数学模型。在双孔模型中，纳米孔隙中的湿分输运方式包括水蒸气努森扩散和液体流动，

而微米孔充当分子扩散通道。该模型通过吸湿量实验测量结果得到验证，可良好预测不

同环境下材料含湿量变化情况。数值模拟结果表明，在变化相对湿度环境中，微米孔和

纳米孔对材料湿分质量变化贡献的相对关系发生了转变。由于更快的摩尔蒸汽扩散，微



米孔在低相对湿度下的传质过程中起到更重要作用，而纳米孔中的毛细流动在高相对湿

度下主导湿分输运。不同环境下湿分表观扩散系数的变化表明，微/纳孔隙并存的特性对

双孔材料动态吸湿过程具有重要影响。本工作有助于深入理解并存微/纳孔隙的复杂材料

内部湿分吸取机制并实现其吸湿量变化良好预测。
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摘要：近年来，随着人们对淡水需求的持续增加，膜蒸馏作为一种新兴技术已广泛应用于海水淡化。本文通过

数值模拟和实验研究，探究了基于错流中空纤维膜接触器的气扫膜蒸馏海水淡化过程中操作条件和膜结构参数

对水蒸汽跨膜通量和热质传递效率的影响。膜通量先显著增加，然后在溶液流量超过 140L/h，空气流量超过

25m3/h，后缓慢增加。具有高温和高盐度会轻微降低膜通量。膜结构中高孔隙率和较薄的膜以及孔径在

100-150nm 区间也使得膜通量增加。

关键词：气扫膜蒸馏；热质传递效率；海水淡化；膜通量

0 前言
随着社会经济的发展和人口的持续增长，人类对淡水资源的需求不断增加[1]。海水淡化已

经成为许多缺水国家和地区解决水资源问题的主要途径[2-4]。

膜蒸馏（MD）作为一种结合热蒸馏和膜分离原理的新型膜分离技术，近年来在海水淡化中

得到了广泛的应用[5, 6]。在 MD 海水淡化中，在水蒸气跨膜分压差的驱动下，在膜-液界面汽化

的挥发性水蒸气通过膜微孔结构扩散到渗透侧，在那里凝结成淡水，实现盐水分离。膜蒸馏相

比于传统的热法和膜法具有以下优势：（1）温和的操作条件（一般为大气压，温度 60-80°C），
允许充分利用低品位和可再生能源，如太阳能和余热[7, 8]。（2）几乎 100%的盐成分保留，因此

淡水纯度极佳[9]。（3）系统设备组成简单，生产能力灵活，满足偏远岛屿或户的淡水需求[10-12]。

根据水蒸气跨膜传输后的冷凝方法，可以区分四种典型的 MD 配置：直接接触（DCMD）、

气隙（AGMD）、清扫气体（SGMD）和真空（VMD）。由于 DCMD 中冷水和热侧直接接触，

会导致热侧原料海水的显热损失较大，热效率低[13]。AGMD 导致蒸汽扩散速率减慢，导致渗透

通量显着降低[14]。VMD 使用真空泵来降低渗透侧压力以增加蒸汽扩散推力[15]，这也增加了膜

孔润湿的风险并产生额外的能源消耗。而 SGMD 使用流动的冷气体而不是气隙来扫过膜的渗透

侧。清扫气体的引入同时减少了显热损失，增强了传质。此外，与 VMD 相比，SGMD 结构简

单，能耗低。

中空纤维膜接触器因其膜的比表面积（9000 m2/m3）远高于平板膜接触器（约 100-400m2/m3）

和螺旋缠绕接触器（约 300-1000m2/m3）[16]，使其拥有更高的传质能力。其次，中空纤维膜比平

行板膜具有更好的耐压性和密封性，从而避免了进料液的泄漏。

综上所述，MD 是一种潜在的海水淡化技术，具有温和的操作条件和高质量的淡水技术。

其中，SGMD 由于引入扫描气体同时实现了缩小感热损失和增强传质。交叉流 HFMC 与平行板

膜接触器相比具有较高的比表面积，与平行流膜接触器相比壳侧传质系数大。本文的创新之处

在于通过建立模块尺度的数学模型，揭示了交叉膜接触器中的热质耦合过程。利用该模型，对

跨膜水通量和热质效率进行了综合灵敏度分析。研究了操作运行参数及膜的微观结构参数。此

外，还建立了一个一套基于中空纤维膜接触器（HFMC）的 SGMD 海水淡化实验平台。试验结

果也被用于比较数学模型的仿真结果。

1 实验系统
搭建了基于中空纤维膜接触器（HFMC）的小型 SGMD 海水淡化实验平台，如图 1 所示。

实验平台示意图，如图 2 所示。本实验平台主要部件包括恒温水箱、离心风机、HFMC 和冷凝

器。

基金项目：国家自然科学基金项目(No. 52106115)



实验中以 3.5%氯化钠溶液为进料溶液，在恒温水箱中加热至规定温度。在水泵的驱动下，

进料液通过膜接触器的纤维管，空气则以错流的形式通过纤维束，并且在纤维束中进行加热和

加湿。然后，通过冷凝器中的循环冷水，将来自膜接触器的湿热空气中的水蒸气液化成淡水。

在气流通道中放置的几个匀流板，是为了保证气流均匀分布。整个实验是在空调房中进行的，

以获得稳定的进气条件。

图 1 基于错流中空纤维膜接触器的 SGMD 海水淡化实验平台
Fig. 1 SGMD desalination experimental platform based on cross flow hollow fiber membrane contactor.

图 2 SGMD 海水淡化系统实验平台示意图
Fig. 2 Schematic diagram of experimental platform of SGMD seawater desalination system
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2 数学模型
在 SGMD 脱盐过程中使用的 HFMC 如图 3 所示。加热后的氯化钠溶液在纤维管中流动，

当垂直通过纤维管时，环境空气吸收热量，增加湿度。由于两种流体之间的温差和水在液膜

接触界面的相变引起的潜热，从热溶液中转移到中间多孔膜，在到空气流动中。

2.1 中空纤维膜模型建立

图 3 中空纤维膜接触器（HFMC）：（a）HFMC 的照片;（b）HFMC 的结构图

Fig. 3 Illustration of hollow fiber membrane contactor (HFMC): (a) photograph of HFMC; (b) structure diagram of

HFMC.

由于纤维管的大量使用以及热和传质的耦合使得建立一个完整的考虑所有纤维管温度

和浓度分布的纤维对纤维数学模型变得困难。因此，采用抽象变换的方法将大量的中空纤维

抽象成一系列平行的平板膜。在这种方法中，溶液和空气通过两个相邻的通道，在它们之间

夹着一个平板薄膜。通过二维计算域的面积元件求解空气和溶液侧的热和盐水守恒。

盐溶液和空气之间的质量和传热由下式决定：

 a tot tot
s a

a pa

=T h A T T
y m c W





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s a
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s a
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

(4)

其中 X 是浓度，T 是温度，ω是湿度。Hv 是水蒸气的蒸发热。Atot是膜面积。

溶液和进气口的边界条件为：在 x=0 时，Ts=Tsi 和ωs=ωsi;在 y=0 时，Ta=Tai 和ωa=ωai。

Tai和 Tsi是进气和进气溶液的温度。ωai和ωSi分别是进气和进气溶液的湿度。

总传热和传质系数 htot在等式(5)，ktot 在等式(6)与空气边界层和溶液边界层的对流输运

以及多孔膜的跨膜输运有关：

1o om
tot

s i m m a

1 1( + + )



d dh

h d d h
(5)

1o om
tot

s i m m a

1 1( + + ) 
d dk

k d D d k
(6)

式中，di和 do 分别为纤维管的内径和外径，dm 为 di 和 do 的平均值。δm 为膜厚度，λm 和 Dm

分别为膜的导热系数和水分扩散率。

对于膜的水分扩散系数可通过孔隙率和膜孔曲率方程所得，膜孔中水蒸气的扩散由克努
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森扩散和普通分子扩散相结合。
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对于溶液和空气，对流传热系数 h 和传质系数 k 可分别由努塞尔数 Nu 和舍伍德数 Sh
计算。在操作中，溶液和空气都是层流，因此可以计算溶液侧和空气侧 Nu[17]：

 
 

s s i hi
s 0.67

s s s i h

0.085 /
=3.658

1+0.047 /
 s Re Pr d Lh dNu

Re Pr d L
(11)

m 0.33a i
a 1 max a

s


h dNu C Re Pr (12)

溶液和空气的对流传质系数 k 可以通过奇尔顿-科尔本类比计算：

s i
1/3

ws

=
k d NuSh
D Le

(13)

其中 Dws 为溶液中的水扩散系数，Le 为刘易斯数。

2.2 性能指标

为了评估中空纤维膜接触器在 SGMD 海水淡化过程中的性能，定义了几个性能指标。

膜通量(Jm)用于表征空气通过膜接触器后水分含量的增加：

 m a ao ai  J m (14)

中空纤维膜接触器的传质效率(ƞm)和传热效率（ƞh）为：

ao ai
m

si ai

 
 





(15)

ao ai
h

si ai

 



T T
T T

(16)

3 结果与讨论
3.1 实验验证

基于错流中空纤维膜接触器的 SGMD 海水淡化实验平台由本课题组设计和搭建，并将

实验数据和模型数值计算结果进行对比，从而验证建立的数学模型。中空纤维膜接触器的几

何参数列于表 1 中。数值模拟中中空纤维膜接触器入口运行工况参数和膜结构参数的调整范

围列于表 2 中。

实验被安置在一个装有空调的小房间里，环境空气条件可调节。在测试过程中，溶液入

口温度范围为 40-80°C。其他操作条件为：进气温度和相对湿度分别为 32°C 和 72%，进气

体积流量为 20m3/h，溶液入口容积流量为 180L/h。实验过程中，在热水回路和冷水回路中
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布置 4 个 PT100（精度：±0.1°C）温度探头，测量 HFMC 和冷凝器进出口的水温。采用旋

转流量计（LZS-15）（精度：±4.0%）分别测量膜加湿器的流量和冷却水向冷凝器的流量。

膜式加湿器和冷凝器的进、出风口均配有温湿度传感器（TH22R-EX）（精度：±0.1°C/±1.5%）。

采用热风速计（TESTO425）（精度：±4.0%）测量风速。根据实验数据和模拟数据绘制了不

同溶液入口温度下的膜接触器性能指标，即膜通量、传质效率和传热效率。

表 1 中空纤维膜接触器的几何参数

Table 1 Geometric parameters of the hollow fiber membrane contactor.

符号 单位 数值

L×W× H mm×mm×mm 110×110×110
di mm 1.3
do mm 1.5
nf - 2390

PL/PT mm 2.09/2.42
φ - 0.349

Am m2 1.24

表 2 数值模拟中中空纤维膜接触器入口运行工况参数和膜结构参数的调整范围

Table 2 Adjustment range of inlet operating condition parameters of the hollow fiber

membrane contactor in the numerical simulation.

符号 单位 数值 符号 单位 数值
调整

范围

Tsi °C 40-80 ma m3/h 10-30 -

Xsi % 3.5-21.5 λs Wm−1K− 0.29 -

ms L/h 60-180 εm % 77.8 0.5-0.9

Tai °C 15-40 δm µm 100 50-550

RHai % 45-75 dp nm 511.5 50-550

图 4 不同溶液入口温度下热质传递效率以及膜通量的计算和测试结果

Fig. 4 Calculation and test results of heat and mass efficiency and membrane flux for different solution inlet

temperatures.

如图 4 所示，传质效率和传热效率的实测值和计算值之差分别在 3.7%和 4.9%以内。测

试值与膜通量计算值的偏差在 13.2%以内，表明模型的预测精度令人满意。即所见模型可用
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于测试不同操作条件和膜结构参数的性能。

3.2 系统性能分析

3.2.1 溶液侧操作条件对热质传递效率和膜通量的影响

保持中空纤维膜接触器入口海水流量为 180L/h，空气侧的进气体积流量为 20m3/h，进

风空气温度和相对湿度为 30°C 和 75%。分析了溶液进口温度在 40-80°C 时，不同盐溶液浓

度的热质传递效率和膜通量。如图 5(a)所示。保持溶液进口温度为 70°C，空气侧的进气体

积流量为 20m3/h，进风空气温度和相对湿度为 30°C 和 75%。分析了溶液进口流量从

60-180L/h 时，不同盐溶液浓度的热质传递效率和膜通量。如图 5(b)所示。

图 5 在不同溶液质量分数下，膜通量、热质传递效率随溶液入口温度的变化：(a)膜通量；(b)热质传递效率

Fig. 5 Variations of the membrane flux, heat and mass transfer efficiency with solution inlet temperature at

different solution mass fractions: (a) membrane flux; (b) heat and mass transfer efficiency.

如图 5(a)所示，对于所有溶液盐度值，入口水温对膜通量都有指数级影响。当盐度为

3.5 %时，溶液进口温度由 40°C 增加到 80°C，膜通量从 0.66 kg/h 增加到 6.98 kg/h。这种显

著的促进效应是由于溶液相平衡湿度随着水温的升高而升高，从而扩大了液膜界面溶液相平

衡湿度与膜另一边空气湿度间的差异，即水分传递驱动力，从而增大了膜通量。从图 5(b)
可以看出，传热和传质效率都随溶液进口温度的升高而衰减，后者对水温的敏感性远高于前

者。虽然溶液进口温度的升高导致膜通量的增加，如图 4 所示。但由于中空纤维膜的空气出

口温度和出口湿度的增加不能跟上溶液入口温度和平衡湿度的增加。导致实际传热和传质的

能力低于理论最大传热和传质的能力。根据公式(15)和(16)，分母增大的影响大于分子增大

的影响，从而导致热质效率的降低。虽然溶液进口温的增加提高了传热和传质的驱动力，但

由于传质阻力远大于传热阻力，导致实际传质的增加小于实际传热的增加，从而使得传质效

率低于传热效率。

图 6 在不同溶液质量分数下，膜通量、热质传递效率随溶液流量的变化：(a)膜通量；(b)热质传递效率

Fig. 6 Variations of the membrane flux, heat and mass transfer efficiency with solution inlet Volume flow rate at

different solution mass fractions: (a) membrane flux; (b) heat and mass transfer efficiency.

如图 6(a)所示，可以看出，随着 vs 从 60L/h 增加到 180L/h，跨膜水通量提高。例如，当

盐度为 3.5%时，vs从 60L/h 增加到 180L/h，膜通量从 2.8kg/h 增加到 4.7kg/h，虽然有增加，

但增加的不是很显著。6(b)中显示了随着溶液进口流量的增加，热质传递效率也都增加。当

流速增大时，流体与管壁之间的热传递效率也会逐渐提高，导致水蒸气蒸发量提高，增大膜
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孔内外的蒸汽压差，提高了驱动了。因此在溶液进口温度不变时，增大溶液流量可以提高热

质传递效率。但随着流速的一直增大，会使得流体与管壁间的传热达到最大，此时在增大流

速，热质传递效率和膜通量的上升将会变得缓慢。

通过图 5 和图 6 所示，盐度对膜通量有轻微的负影响，特别是在低溶液入口温度和流量

下。如图 5(a)和图 6(a)所示，溶液盐度影响传质性能，因为它直接涉及到溶液的相平衡蒸汽

压。随着溶液中盐量的增加，平衡蒸气压降低，导致跨膜水通量衰减。跨膜水通量越少，意

味着从溶液中吸收的蒸发潜热越少，从而导致溶液出口温度和空气出口温度的升高。因此，

热效率随溶液质量分数的增大而增大。

3.2.2 空气侧操作条件对热质传递效率和膜通量的影响

保持中空纤维膜接触器入口海水流量为 180L/h，空气侧的进气体积流量为 20m3/h，溶

液进口温度和浓度分别保持在 70°C 和 3.5%。分析了气体进口温度在 15-40°C 时，不同相对

湿度的热质传递效率和膜通量。如图 7(a)所示。

保持溶液进口温度和浓度分别保持在 70°C 和 3.5%，溶液入口体积流量为 180L/h，进风

空气温度和相对湿度为 30°C 和 75%。分析了空气入口流量从 10-30m3/h 时，不同盐溶液浓

度的热质效率和膜通量。如图 7(b)所示。

图 7 在不同相对湿度下，膜通量、热质传递效率随进气温度的变化：(a)膜通量；(b)热质传递效率

Fig. 7 Variations of the membrane flux , heat and mass transfer efficiency with air inlet temperature at different

relative humidity: (a) membrane flux; (b) heat and mass transfer efficiency.

由图 7 所示，随着空气入口温度的增加，膜通量和热质传递效率均略有降低。在相对湿

度为 45%时，随着进气温度从 15℃增加到 40℃，膜通量从 5.23kg/h 下降到 4.55kg/h。由于

在相同的相对湿度下，温度较高的空气含有更多的绝对湿度。因此，进气温度的升高降低了

跨膜传热和传质驱动力，导致实际传质和传热减少，从而导致膜通量降低。然而，空气进出

口的加湿含量和加热含量趋势相反，使得传热效率随进气温度升高而略有下降，传质效率随

进气温度升高而略有上升。

图 8 空气入口流量对膜通量(Jm)和热质传递效率的影响

Fig. 8 The effect of air inlet flow rate on membrane flux (Jm) and heat mass transfer efficiency.

由图 8 所示，膜通量首先迅速增加，然后随着空气质量流量的增加而缓慢增长。空

气质量流量的增加导致传热效率和传质效率的降低。增加空气质量流量会导致膜加湿器

出口空气的温度和相对湿度降低，与公式(15)和(16)预测一致。但空气的高质量流量确



8

保了所携带的总湿度的增加。因此膜通量随进气流量的增加而增加。

3.2.3 膜结构参数对热质传递效率和膜通量的影响

在空气侧和溶液侧操作条件一定是，分析膜的结构参数(孔隙率、膜厚、平均孔径)
对热质传递效率和膜通量的研究。

保持膜材料的导热系数恒定在 0.17Wm-1K-1、平均孔径在 150nm、膜厚在 150µm。

分析了膜的孔隙率在 0.5-0.9%之间时的热质传递效率和膜通量。如图 11 所示。随着孔

隙率的增加膜通量和传质效率都增加。由于孔隙率的增加，导致非传质表面所占比重减

小，材料的导热系数远大于膜孔中水蒸气的导热系数，因此，使得传热效率有增加，但

不明显。传质效率和膜通量增加是由于膜孔中蒸汽通过体积增加，但随着孔隙率增加，

膜孔内外压差不变，即使增加孔隙率，膜通量增加也会变得缓慢。

图 9 孔隙率对热质量传递效率和膜通量的影响

Fig. 9 Effect of Porosity on heat mass efficiency and membrane flux.

保持膜材料的导热系数恒定在 0.17Wm-1K-1、平均孔径在 150nm、孔隙率为 0.8。分

析了膜厚在 50-550µm 之间时的热质传递效率和膜通量。如图 12 所示。随着膜厚的增加

膜通量和传质效率都下降。由于膜厚的增加导致传质路径的增加，使得分子间和分子与

壁面间的碰撞次数增加，同时也会增加膜孔中热量的损耗，导致传质效率和传热效率的

下降。同时膜厚的增加会增大传质过程中的阻力，降低膜通量。

图 10 膜厚度对热质量传递效率和膜通量的影响

Fig. 10 Effect of membrane thickness on heat mass efficiency and membrane flux.

保持膜材料的导热系数恒定在 0.17Wm-1K-1、膜厚在 150µm、孔隙率为 0.8。分析膜

的平均孔径在 50-550nm 之间时的热质传递效率和膜通量。如图 13 所示。由于膜的平均

孔径的增加，使得膜的水分扩散系数增加，从而提高了传质效率和膜通量。传质效率的
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提高导致水蒸发量的提高，不仅提高了空气出口的湿度，同时也提高了空气出口的温度，

导致传热效率上升，但膜孔中水蒸气和空气混合物的传热系数很小，导致传热效率的增

加不够明显。

图 11 膜的平均孔径对热质传递效率和膜通量的影响

Fig. 11 Effect of mean pore diameter on heat mass efficiency and membrane flux.

4 结 论
为研究 SGMD 海水淡化中操作条件和膜特性对热质传递效率和膜通量的影响，建立

了中空纤维膜组件的数学模型。并设计搭建了基于 HFMC 的小型 SGMD 海水淡化实验

平台。分别对溶液侧(温度、盐度、流量)、空气侧(温度、相对湿度、流量)和膜特性参

数(孔隙率、膜厚、膜的平均孔径)进行了研究，主要概况如下：

（1）对于溶液操作条件，溶液进口温度对膜通量有指数促进效应，这与溶液相平

衡湿度随温度的指数上升趋势一致。随着溶液进口流量逐渐增加到临界值 140L/h，膜通

量、热量和湿度效率均显著提高，超过这个临界值时，溶液流量对膜通量和热质传递效

率的提高没有显著作用。在盐度从 3.5 %到 21.5 %的大范围内，溶液中的盐含量也会导

致膜通量的轻微衰减。

（2）对于空气操作条件，膜通量和热质传质效率对进气温度和相对湿度不太敏感，

膜通量随空气入口温度和相对湿度的增加而略有下降。在空气流量增加时，膜通量迅速

增加，但当达到临界值 25m3/h 时，膜通量的增加逐渐缓慢。

（3）对于膜结构特性，高孔隙率和较薄的膜具有较高的膜通量。平均孔径的增加

导致膜通量的增加，孔径在 100-150nm 区间时，膜通量的增加最为迅速。
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摘要：光电催化 CO2还原为小分子碳氢有机物是实现碳中和的重要途经，也是解决能源危机的潜在办法。

针对 CO2在“H”型反应器中溶解度低、传质阻力大的问题，本文设计制备了流动型膜式反应器并通过阳

极氧化的方法制备了一体式 TiO2纳米管阵列光阴极。通过三种催化方式的产物产率比较验证了光电协同催

化具有更优性能实现了光、电催化的优势互补。此外，研究了不同外加电位、不同光照强度对光电催化性

能的影响规律。最后通过改变电解液浓度和外通气体明确了外通的 CO2及电解液 HCO3-均参与了还原反应，

进一步证明了膜式反应器可以提升光电催化还原 CO2性能。

关键词：膜式反应器；TiO2纳米管阵列；光电催化；CO2还原

0 前 言

社会的进步与发展离不开能源，高速发展的现代工业依赖于日益增长的能源消耗，而能

源消耗导致了 CO2 排放量与日俱增，CO2 作为温室气体带来了全球气候变暖、冰川融化等问

题[1-3]。如今国际国内日益重视碳排放问题，我国也提出了“碳达峰、碳中和”的宏观碳排放

规划。其中将二氧化碳还原为小分子碳氢有机物是实现碳中和的重要途径，也是解决能源危

机的潜在办法[2]。

CO2 为非极性分子，具有稳定的碳氧双键（键能 750KJ/mol），惰性大、不易活化[4]。因

此 CO2 的还原过程理论上需要较高的外界能量输入，这部分能量输入只有来自于清洁能源

才不会带来新的碳排放问题，因此光催化和电催化以其环境友好性得到了广泛关注[5]。而光

电催化技术结合了两者优势，是一种更为理想的 CO2 还原方式。与电催化相比，半导体光

电极可以吸收光子，产生光电压，降低过电位；同时外加偏压的引入又可以促进能带弯曲、

加速电荷分离，使得更多光生电子参与 CO2还原反应，提高反应效率[4]。

在光电催化 CO2还原过程中，光阴极作为光吸收和反应发生的界面，对 CO2还原起着

至关重要的作用。二氧化钛和钛酸盐纳米结构因其光电转化率高、成本低、环境安全、稳定

性好等优点，在催化、能量转换、传感器等领域都表现出了优异的性能[6-8]。其中，二氧化

钛纳米管阵列具有比表面积大、光吸收率高、电子空穴对输运性能好得到了广泛关注。并且

以钛网为基底制备纳米管可以拓宽电极比表面积并促进内部能质传输从而提升光电性能
[9-10]。然而现阶段对光电催化 CO2还原的研究多采用“H”型反应器，但 CO2 还原过程涉及

气-液-固三相反应，“H”型反应器 CO2溶解度低、传质阻力差，难以满足工业化需求。通过

设计气体扩散电极并耦合连续流动反应器在电催化 CO2 还原领域已取得长足进步[11-12]。然而

针对光电催化气体扩散电极的研究主要采用光阳极与暗阴极相耦合的方式[13-14]。由于光阴极

已经兼具光吸收及催化反应发生的功能[4]，光窗与气体扩散电极所需的气体腔室及通道相排

斥，因此缺乏对光阴极气体扩散电极的研究及流动型反应器的设计。

针对以上问题，本课题提出了工艺简单的钛网原位生长二氧化钛纳米管的方法制备性能
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稳定的光阴极气体扩散电极，增强对二氧化碳的吸附能力、提高电极比表面积以及电荷转移

效率进而提高催化还原 CO2 效率。钛网原位生长二氧化碳纳米管后经疏水处理后可以直接

作为光阴极使用，避免了粘结剂及喷涂等工艺，可以提升电极稳定性和寿命。与此同时设计

制作了密封性能好、便于安装气体扩散电极的流动型膜式反应器，并将制备的气体扩散电极

与膜式反应器及其他仪器设备组装成光电化学还原 CO2测试分析系统。研究其催化还原 CO2

水平，研究不同电压、不同光强、不同电解液浓度下产物产率，并得到最佳反应条件使反应

可以在高反应物浓度、低传质阻力下稳定持续进行。

1 实验

1.1 光阴极制备

首先对钛网进行清洗：配置丙酮与无水乙醇的清洗液（体积比 1:1），剪切面积 1 cm×1 cm
的钛网，放置于盛满清洗液的烧杯中在超声震荡清洗仪内超声振荡 30 分钟洗去表面附着的

有机物；然后用喷瓶喷出适量去离子水冲洗钛网，随后在去离子水中超声振荡 15 分钟洗去

丙酮乙醇混合液；取出初次清洗的钛网将其用 N2干燥后置于 H20:HF:HNO3（体积比 10：1：
4）的混合清洗溶液中浸泡五分钟以洗去钛网表面的氧化物等；最后再用去离子水清洗干净

并超声振荡 5 分钟。然后配置阳极氧化电解液：量筒量取聚乙二醇 190 mL 然后加入 10 mL
去离子水（配置体积比为 95:5 的乙二醇和水混合溶剂）混合均匀；计算该混合溶剂质量，

用电子天平称量 0.69 g 纯度为 96%的氟化铵固体置于乙二醇和水的混合溶剂中，配制质量

分数 0.3%的氟化铵溶液，采用磁力搅拌器将该溶液搅拌均匀以备使用。接着阳极氧化法原

位生长 TiO2 纳米管：连接恒压直流电源与阳极氧化装置，其中阳极侧为钛网失电子被氧化，

阴极侧为石墨板得电子；采用恒压法，控制电压为 40 V，由于阳极氧化过程会产生大量热

量，因此采用冰水浴控制温度进行阳极氧化 3 小时；氧化完成后在乙二醇溶液中浸泡 12 小

时去除表面多余 F-；最后将浸泡过的钛网用去离子水清洗干净，并在空气条件下，以 5℃ min-1

升温速率升至 450℃保持 3 小时。最后对亲疏水性进行调控：配制氟硅烷乙醇溶液（氟硅烷：

乙醇体积比为 1:50），将配好的溶液超声振荡 15 分钟；用喷枪在电极一侧少量多次喷涂氟硅

烷乙醇混合溶液；然后将喷涂后的光电极置于电热恒温鼓风干燥箱内以 70℃干燥 15 分钟。

1．2 材料表征

本研究选用扫描电子显微镜（SEM, Hitachi SU8020）进行微观形貌表征与分析；选用 X
射线衍射仪(XRD, DB ADVANCE)进行晶型结构表征与分析；选用X射线光电子能谱仪(XPS,
Thermal ESCALAB 250Xi)进行元素组成及价态表征与分析，选用动态接触角测量仪

（XCT-CAMC33）进行电极亲疏水性测量及分析。

1.3 光电化学表征与测试

建立三电极体系，参比电极、对电极、工作电极分别选用 Ag/饱和 AgCl 电极、Pt 片电

极、二氧化钛纳米管阵列光阴极。光源采用紫外灯作为光源，光强通过 FZ-Z 紫外辐射计测

量。电解质溶液为 0.2 M KHCO3溶液，电化学工作站采用 ZAHNER。利用该系统测试光阴

极的线性伏安曲线(LSV)、光电流响应特性(I-t)。
1.4 CO2还原水平测试与分析

以 Ag/饱和 AgCl 作参比电极、铂丝作对电极、二氧化钛纳米管阵列作光阴极构建三电

极体系，进行光电催化还原 CO2 实验。实验以紫外灯作为光源，ZAHNER 电化学工作站输

入外加偏压并记录电流。气相产物选用岛津 GC-2030 气象色谱仪进行检测；液相产物选用

搭载 DB-WAXETR125-7332 色谱柱的安捷伦 7890B 色谱仪进行测量。



2 结果与讨论

2.1 二氧化钛纳米管光阴极表征分析

图 1 SEM 表征图：(a)截面图 (b)正面图

SEM 可以表征电极的纳米级微观结构，从图 1 可以看到钛网阳极氧化后，生成了管长

管径分布均匀的纳米管。证明采用 40 V 反应 3 小时的阳极氧化条件，二氧化钛纳米管生长

状况良好。采用 Nano measure 软件先确定标尺，然后选取多个管径、管长数据进行分析测

量，测量取其平均值，测量结果如下：TiO2纳米管平均内径为 80.61 nm，平均外径为 106.41
nm，平均管长为 3.78 μm。

图 2 二氧化钛纳米管阵列元素分析：（a）Ti 元素分布 （b）O 元素分布 （c）XPS 全谱图

（d）Ti 元素 XPS 扫描图 （e）O 元素 XPS 扫描图

对生成的纳米管进一步进行元素表征分析，如图 2(a)显示了 Ti 元素的分布情况，2(b)
显示了 O 元素的分布情况，从图中可以看到 Ti、O 元素分布均匀。采用 Aventage 软件对 XPS
数据进行分峰拟合及分析计算，如图 2(c)显示了 XPS 表征全谱图，该光阴极主要包含 C、O、

Ti 三种元素，其中 Ti 元素与 O 元素比例约为 1：2。图 2(d)显示了 O 元素的局部表征图谱，

在 531.3eV 和 529.7 eV 处存在两个峰，对应于二氧化钛中吸附的 OH 基团和 Ti-O-Ti 键。图

2(e)显示了 Ti 元素的局部表征图谱，在 464.1 eV 和 458.4 eV 处存在 Ti 2p1/2 和 Ti 2p3/2 峰，

它们的结合能隙显示为 Ti4+价态。



图 3 二氧化钛纳米管阵列 XRD 衍射图谱

图 3 显示了该光阴极的 XRD 表征结果图，从图中可以看出，该光阴极晶型主要为钛单

质和锐钛矿晶型，在衍射峰 2θ为 25.13°、34.98°、37.84°、38.13°、47.51°、54.04°、55.13°、
62.75°、70.52°、76.06°为锐钛矿晶型。在 39.93°、52.79°、62.75°、77.19°为钛单质晶型。钛

单质晶型的出现是由于基底为钛网含有丰富钛元素，而锐钛矿则为阳极氧化后产生的具有光

电催化性能的二氧化钛纳米管。

图 4 接触角测试图：（a）疏水处理前 （b）疏水处理后

对阳极氧化后的电极，需要对其进行疏水处理以满足流动型膜式反应器需求，对疏水

处理前后分别测量其接触角，如图 4 所示，采用五点拟合法，测量得出未疏水处理前，接触

角为 33°，而疏水处理后接触角变为 123°。证明了采用氟硅烷与乙醇混合液进行疏水处理的

方式使电极具有优良的疏水效果。经过实验实际验证，疏水处理后的电极工作 80 小时以上

未出现漏液现象。与此同时，疏水处理后的电极也更利于气体的流入流出，进一步促进了催

化性能。



图 5 二氧化钛纳米管光电化学性能：(a)线性伏安曲线 (b)光电流响应曲线

图 5(a)为制备的光阴极 LSV 曲线，其测试区间为 0~-1.2 V，扫速为 10 mV s-1。从图中

可以看出电位在 0~-0.6 V 电流很小，证明基本无反应产生，-0.6 V 之后电流逐渐增加，反应

逐渐进行。图 5(b)显示了光电特性光谱响应分析图，从图中可以看出，在有光照的条件下，

其电流远优于无光照条件。证明制备的 TiO2 纳米管阵列光电极具备良好的光电响应能力。

2.2 膜式反应器的设计加工

膜式反应器需要满足单侧透光、双流动式，密封性好以及便于安装气体扩散电极四大需

求，经过初步设计，该反应器模型图如图 6 所示：

图 6 膜式反应器结构图

该反应器包含光窗、电解液进出口、CO2气体进出口、参比电极、铂丝阳极。光窗一方

面用于控制光的进入，一方面该电池为亚克力板结构，安装有较多部件，导致较为厚重，而

光在固体中会有较大损失，采用亚克力板内挖光窗的形式减少光路过程中固体厚度，即减少

光损失，使得实验结果更为精确。自然情况下液体流向从高到低，为了使反应进行的更充分

达到预定反应时间，液体进口处于低位而出口处于高位。为了尽可能使其密封性更好，阳极

选择直接安装于其内部，由于铂催化性能极佳，不会因为面积过小而带来阳极受限问题，而

光照透过电解液进入会到达电极气液固三相界面，可以更好的进行反应，因此选择了固定式

的铂丝安装于其内部作为阳极。为了使 CO2 气体扩散的更为均匀，CO2气体选择高进低出的



形式。在液体腔室与气体腔室之间可以用垫片安装 TiO2 纳米管阵列光阴极，从而构成了便

于安装、结构简单的三电极体系反应器。

图 7 实验台示意图

以设计加工的流动型膜式反应器为核心，整个实验台需要采用电化学工作站施加外加电

位，紫外灯施加光照、注射泵控制液体流量，流量计控制气体流量，气相色谱仪测产物产率，

以及液体收集瓶和气体收集袋。实验台总体示意图如图 7 所示。

2.3 光催化、电催化、光电催化对比

图 8 三种还原方式甲醇、乙醇产率对比图

在进行光电催化还原 CO2 性能探究之前，本实验对光催化、电催化、光电催化的效果

进行比较，以明确光电催化是否具有协同效应。在其他外加条件相同的情况下分别进行了仅

施加外加电位-0.6 V(vs. Ag/AgCl)、仅给予 5 mW cm-2 的光照以及-0.6 V(vs. Ag/AgCl)电位、5
mW cm-2 的光照共同作用三组实验。在该体系下三组均无气相产物，液相产物为甲醇乙醇，

甲醇乙醇产率随电位变化柱状图如图 7 所示。从图中可以看出，在电位-0.6 V(vs. Ag/AgCl)
的情况下，纯电催化无甲醇乙醇产生，其主要原因是反应器存在欧姆内阻，从而导致了一定

的电位损失，因此并无产物产生。在 5 mW cm-2 的光照条件下，无甲醇产生，但有乙醇的生

成，产率为 6.499 μmol L-1 cm-2。采用光电协同催化甲醇产率为 7.832 μmol L-1 cm-2，乙醇产

率为 11.292 μmol L-1 cm-2。上面的数据说明了光电协同的效果远优于光催化、电催化，其主

要原因是催化剂受光照产生电子-空穴对，外部电偏置用于分离电子-空穴对，进一步提高了



催化剂的氧化还原能力，使其更利于 CO2 的还原。因此，光电协同催化可以实现优势互补，

是一种更具前景的 CO2 还原方式。

2.4 光电催化 CO2性能研究

图 9 (a) 不同电位下甲醇、乙醇产率 (b)不同光强下甲醇、乙醇产率

光电还原 CO2 过程中，电位具有重要意义，电位较低时无产物产生，电位较高则会带

来过高能耗，不利于推广应用。因此探究不同电位下产物产率，确定最佳反应电位具有重要

意义。图 9 (a)显示了不同外加偏压下的还原产物产率，从图中可以看到随电位升高，甲醇

产率逐渐上升，乙醇产率则表现出先增后减的变化趋势。甲醇为单碳产物，乙醇为双碳产物，

以 CO2总转化量计算，电位-0.8 V(vs. Ag/AgCl)时，甲醇乙醇综合产率最佳。

光电催化 CO2 还原中光照强度也是影响还原水平的重要因素，因此本实验对不同光照

强度下的产物产率进行了测量，如图 9(b)所示。从图中可以看到，甲醇乙醇产率随光强增强

一直处于上升趋势。其原因在于光照强度的增加使得 TiO2纳米管光阴极产生了更多的电子

空穴对，电子在外加偏压的作用下迁移至催化剂表面参与还原反应，因此光照强度的增加使

得产物产率上升。

2.5 CO2还原反应物分析

图 10 (a)不同电解液浓度下甲醇、乙醇产率 (b)不同外通气体下甲醇、乙醇产率

本课题设计的流动型膜式反应器进行 CO2 还原，光阴极一侧通 CO2，另一侧为 KHCO3

溶液，在实际还原反应过程中，CO2与 HCO3-均有可能参与反应，故对液相侧 KHCO3 溶液

浓度及不同外通气体下的 CO2还原水平进行了测定。图 10(a)显示了不同 KHCO3溶液浓度下

的甲醇乙醇产率。从图中可以看到随电解液浓度增加，甲醇产率基本处于稳定值，乙醇产率

则随电解液浓度升高而上升。在外通 CO2流量不变的情况下，甲醇产率并未随电解液浓度



变化而变化可能是由于甲醇的生成碳源主要来源于直接通入的 CO2，而乙醇产生可能涉及碳

酸氢根的转化，随电解质浓度升高，溶液传质阻力减少，欧姆内阻减小，加之 KHCO3参与

了反应进行，浓度升高原料增加，两方面原因导致了乙醇产量随电解液浓度增加而增加。图

10(b)显示不同外通气体下的产物产率，从图中可以看到，在相同外部条件下，外通 CO2的

方式甲醇乙醇产率均远高于外通 N2的方式，说明采用流动型膜式反应器外通的 CO2气体直

接参与了反应过程。

3 结 论

本文设计并制作了流动型膜式反应器，并采用阳极氧化法制备了工艺简单、性能稳定的

TiO2 纳米管阵列作为气体扩散式光阴极，同时对光阴极进行了 SEM、XPS、XRD 等表征分

析，以分析其微观形貌、元素组成及晶格类型。并将制备的气体扩散电极与流动型膜式反应

器及其他仪器设备组装成光电化学还原 CO2 实验及测试分析系统。针对该系统，本文探究

了不同电位、不同光强、不同电解液浓度以及改变外通气体对光电催化还原 CO2 产物产率

的影响。通过对实验结果的分析讨论，得到了光电催化还原 CO2 乙醇产率最佳的外加电位。

通过对还原反应物来源分析，明确了气体扩散光阴极外通的 CO2气体及电解液 HCO3-均参与

了还原反应，表明本文设计的气体扩散式电极及膜式反应器具有更好的光电催化还原 CO2

性能。
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摘要：为了解决限制锂-二氧化碳电池性能的动力学和传输问题，本文研究了微量空气-二氧化碳协同传

输对电池性能的影响、机理和优化。基于精准控制的测试平台，微量空气协同传输可以将电池的电化

学性能提高 140%左右。通过研究充放电反应过程中的物质传输特性，揭示了电极变孔隙条件下的传输

机理和调控规律。通过一体化电极结构和双向电池结构设计，大幅提升气体传输面积。通过调节电解

液用量并优化组件，实现超过 800 Wh/kg 的高能量密度电池。

关键词：锂-二氧化碳电池；协同传输；传输强化；数值分析；结构设计

0 前言

锂-二氧化碳电池作为一种新型二氧化碳捕集利用技术，在输出大量电能的同时能够

固定二氧化碳，具有经济效益和持续发展的双重价值，为“双碳”目标的实现提供了崭

新的思路。其理论能量密度高达 1876 Wh/kg，远超锂离子电池数倍 [1]。在放电过程中，

溶解在电解液中的二氧化碳扩散到多孔电极内部，在多孔电极/电解液和电解液/固体产

物界面获得电子、发生还原反应，随后与锂离子（Li+）结合，生成固体产物碳酸锂（Li2CO3）

和碳（C）存储在多孔电极内部 [2]。然而，锂-二氧化碳电池存在放电电压低（1.1 V）倍

率性能差（100 mA/g）和实际能量密度低（300 Wh/kg）等问题限制了其实际应用 [3,4]。

具体而言，电池性能主要受到反应动力学缓慢和物质传输受阻的限制。由于二氧化碳中

碳以稳定的最高价态存在，锂-二氧化碳电池的正极动力学非常缓慢，严重限制了其电化

学性能。

为了提升电池性能，通过在二氧化碳中混入微量空气组分，开发二氧化碳-微量空气

协同传输的锂-二氧化碳电池是一种有效的可行性策略。在实际的电力需求和工业生产

中，几乎不会自然存在纯净的二氧化碳环境气氛。人为压入 99.999%二氧化碳本身具有

较高的成本，并且将已经封存的二氧化碳再固定似乎也与碳中和的目标背道而驰。另外，

微量空气组分协同传输在改变二氧化碳还原路径、改善产物特性，以及提升电池性能等

方面可以发挥重要作用 [5,6]。锂-二氧化碳电池实际应用中必然会协同微量空气，这也更

能发挥其现实意义，即在真实环境下进行二氧化碳快速还原，实现高效稳定的电池性能

输。因此，发展微量空气-二氧化碳协同传输对提升锂-二氧化碳电池性能和面向实际应

用具有重大意义。



虽然通过采用高性能催化剂可以有效提升动力学，但是固体放电产物碳酸盐具有较

低的电导率，会增加电子转移阻抗，造成电极钝化，阻碍电极表面对活性物质（锂离子，

二氧化碳以及草酸根等中间产物）的吸附。这将导致更加严重的极化现象，使得电池性

能随着电流增大而快速衰减 [7,8]。由于溶解态气体浓度相对较低且在电极厚度方向呈现

明显的梯度分布，固体产物会在空气电极外侧优先沉积，造成电极局部孔隙率不均匀和

活性物质传输受阻，从而电池表现出电池性能的快速衰减，最终导致电池的低能量密度。

因此，开展锂-二氧化碳电池内微量空气-二氧化碳协同传输机理的研究，可以弄清限制

电池性能的根本原因，对于提升电池性能具有极大的理论价值。

此外，多孔电极结构对于电池性能具有重要影响，孔隙率、迂曲度决定了气体和离

子的有效扩散速率，孔容决定了放电容量的上限，活性比表面积影响了电化学反应活性。

锂-二氧化碳电池电极构建更多地集中在催化活性的提升上，例如：将钯颗粒（Pd）能够

显著降低过电位 [9]，铂/碳纳米管催化剂载量对电池性能的影响 [10]。截至目前，还没有

开展针对传输强化电极结构的设计研究。针对于锂-二氧化碳电池体系，其电极结构设计

应注意以下两点：首先，二氧化碳的溶解度很高，提高二氧化碳的传输速率未必是强化

传输的关键；其次，固体产物分布特征由微量空气协同传输决定，电极孔径和孔隙分布

等结构设计应该考虑协同作用的影响。因此，针对于微量空气-二氧化碳协同传输的电极

结构设计还需要进一步研究。

本文系统地研究了微量空气-二氧化碳在锂-二氧化碳电池内协同传输的影响：明确

微量空气协同传输对电化学性能的影响机制；揭示微量空气、二氧化碳、锂离子以及固

体产物在动态孔隙结构内的传输机理、固-液反应界面以及电子转移阻抗的传输特性；发

展多物理场耦合模型，精准刻画电化学和物质传输过程；结合数值模拟和实验表征，设

计适应传输规律、强化传输能力的电极和电池结构。因此，本文揭示微量空气-二氧化碳

协同传输对电池性能的影响，对于开发高性能非水系金属基（锂、钠、钾）二氧化碳电

池具有实际指导性的意义。

1 微量空气-二氧化碳协同传输对电池性能的影响

1.1 纯二氧化碳

图 1 展示了锂-二氧化碳电池的电化学测试平台。为了保证电池测试氛围的精准控

制，在放电过程中，高纯度二氧化碳（99.999%）以缓慢而连续的方式通入世伟洛克型

电池中。锂-二氧化碳电池在纯二氧化碳气体组分下显示出 1.1 V 的电压平台和 1532
mAh/g 的放电容量。放电结束后的金属锂负极表面光洁如新，说明锂负极表面没有被腐

蚀 [11]。在 0.1 mV/s 的缓慢扫描速率，循环伏安（CV）曲线也显示出一个非常低的还原

峰电位为 1.2 V。这证实了锂-二氧化碳电池的反应速率是极其缓慢的，且二氧化碳还原

反应电位在 1.2 V 左右。为了验证低放电电位是否来自于二氧化碳还原反应，进行了放

电产物成分和形貌表征。多孔电极被包裹在团聚的产物中，29.5o和 39.6o的峰无疑证明

了碳酸锂（Li2CO3）的晶格面（111）和（021）。因此，纯二氧化碳环境下实际运行的电

压和反应速率是难以满足高性能电池的发展需要。



图 1 锂-二氧化碳电池的测试平台以及电池性能结果。（a）电化学测试平台；（b）放电曲线；（c）CV

曲线；（d）X 射线衍射（XRD）图，插图为放电产物形貌

Fig. 1 Test platform and performance results of the lithium-carbon dioxide (Li-CO2) battery. (a)

Electrochemical test platform; (b) Discharge curve; (c) Cyclic voltammetry (CV) curve; (d) X-ray diffraction

(XRD) pattern, and the inset is the product morphology

1.2 微量空气组分协同传输

为了揭示微量空气组分-二氧化碳协同传输的影响，图 2 研究了空气中微量的气体组

分对锂-二氧化碳电池性能的作用机制 [12]。首先，分别在 1% O2和 500 ppm H2O 条件下，

在 100 mA/g 的电流下形成了 1.9 V 和 1.8 V 的电压平台。此外，考虑到严重缓慢的电极

动力学，应用了 10 mA/g 极小的电流密度，并相应地出现了约 2.0 V 的工作电压平台。

空气组分-二氧化碳协同传输条件下的结晶度比纯净二氧化碳下的 Li2CO3结晶度更高，

对应蠕虫状产物。在两种解耦空气的组分协同传输下，放电产物均为 Li2CO3，并未检测

到Li2O2或LiOH的峰值。加入H2O后，反应路径可以总结为Li(s) + H2O(sol) → LiOH(sol)
+ H2(g)，然后 LiOH(sol) + CO2(sol) → Li2CO3(s) + H2O(sol) [15]。微量的 O2 和 H2O 与二

氧化碳协同传输对固体产物尺寸、结晶度以及电子耐受度的直接影响，进而改善锂-二氧

化碳电池的电化学性能。随后，根据解耦结果，推测优异的电池性能是因为在测试二氧

化碳中混入了微量空气，这来自于测试设备中存在气体泄漏或残留物所形成。结果正如

预期，电池电压被大幅提升到 2.6 V 左右，容量高达 3247.6 mAh/g。然而，放电产物仍

然为单一的 Li2CO3，并呈针状和片状的产物附着在电极表面上。在这种情况下，形成了

一个正反馈机制。与解耦的三个工作条件不同，电极表面仍有部分裸漏。这样的产物形

态减轻了电极的钝化作用，因此电极可以提供更多的活性位点，并促进更高的电压平台。

拆卸后的锂箔表面变黑，与纯二氧化碳环境中的锂箔相比表明存在严重的副作用。这些



副作用很可能是由环境中的水和氧还原产生的亲核超氧自由基引起的。尽管这些物种被

证明被二氧化碳捕获，但不能排除锂箔在此之前已经被腐蚀的可能性（18, 52）。因此，

微量空气协同传输可以将电池的电化学性能提高约 140%。

图 2 微量空气-二氧化碳协同传输对电池性能的影响。（a）解耦空气组分协同传输下的放电曲线；（b）

XRD 曲线；（c）产物特性；（d）微量空气协同传输下的放电曲线；（e）XRD 曲线，插图为放电后的锂

负极；（f）电压总结

Fig. 2 Influence of synergistic transport of trace air and carbon dioxide on battery performance. (a) Discharge

curves under decoupled air component synergistic transport; (b) XRD curves; (c) Characteristics of discharge

products; (d) Discharge curves under synergistic transport of trace air; (e) XRD curve, the inset is Li anode; (f)

Voltage summary.

2 微量空气-二氧化碳协同传输规律

2.1 传输机理

为了进一步提升电池性能，除了气体组分的影响，图 3 研究了锂-二氧化碳电池充

放电过程中多孔电极内的传输机理 [14]。其中，反应界面对充电过程中的传输起主导作

用，接触方式决定了传输阻力。在放电过程中，低电流密度导致较慢的碳酸锂生成速率，

小尺寸碳酸锂颗粒和无定形碳共生为混合产物；相反，高放电电流驱使产物快速成核成

长，形成大尺寸碳酸锂颗粒。在充电过程中，靠近电极侧的碳酸锂优先分解；由于碳产

物具有导电性，碳酸锂分解也发生在碳酸锂/电解质界面。在充电的初始阶段，产物厚度

逐渐减小，离子、电子和二氧化碳的传输阻力降低，造成稳定甚至略有降低的电压趋势。

随着充电的进行，碳酸锂颗粒和其周围非晶态碳酸锂逐渐分解，破坏传输通道，导致传

输阻力的增加，充电电压因此迅速升高。之后，残留的非晶态碳酸锂被裹挟在非晶态碳

内部，进一步增加物质传输阻力，增加了充电电压。当充电电压超过 4.3 V 后，充电电



流会诱导电解液及碳电极分解而非产物分解，最后导致不可逆的充电过程 [16]。在低电

流下形生成的产物，由于存在大量晶态碳酸锂，因而低充电阶段长，充电电压在快达到

容量终点时才升高，产生较短的高充电阶段。

图 3 充放电过程的传输机理。（a）传输机理示意图；（b）透射电镜（TEM）图；（c）充放电曲线；（d）

拉曼（Raman）图

Fig. 3: Transport mechanism during discharge and charge process. (a) Schematic illustration of transport

mechanism; (b) Transmission electron microscopy (TEM) images; (c) Discharge and charge curves; (d)

Raman curves

2.2 传输特性

针对锂-二氧化碳电池中复杂的物理化学过程，图 4 揭示了反应物伴随电化学/化学

反映下的传输特性和规律 [17,18]。通过理论分析和建立数学建模，本文研究了多孔电极

结构、电解质的输运性质以及固体产物构成和沉积行为对电池内部传输过程的影响。经

验证，模型与实验结果对比误差率仅 5%，两者具有很高的一致性。对于电极中 Li+浓度

的分布，从隔膜/电极界面到电极/气体界面逐渐降低，形成了 Li+浓度的梯度随着放电进

行。二氧化碳的高溶解度，因此二氧化碳在充满液态电解质的电极开始传输并主要在供

气侧消耗。由于二氧化碳具有良好的传输性能，固体产物较多分布在正极两侧而较少分

布在电极中部。原因在于反应速率受反应物（例如 CO2和 Li+）浓度的影响，进而决定

了 Li2CO3在活性位点上的沉。随着放电进行，电极孔隙逐渐被产物占据，造成传输通道

变窄和传输电阻增加，最终导致电池性能衰减。随后，利用敏感性分析，系统研究了适

应反应物传输和产物合理堆积的电极空间规律。孔隙率发挥了最关键作用。通过探究孔

隙率分布（沿电极垂直方向）对电池放电容量和固体产物沉积规律的影响，结果表明，

梯度电极孔隙空间结构可以将电池容量提升 60%以上，为最符合传输特性和规律的策略。

相关模拟和数值方法对于探究其他金属-二氧化碳电池的伴随电化学/化学反应的传输特



性和规律具有借鉴性的意义。

图 4 传输特性和规律，以及性能提升。（a）放电后的 Li+、CO2和产物的空间分布；（b）不同的传输孔

道；（c）放电曲线

Fig. 4 Transport characteristics, regulation, and performance improvemence. (a) Spatial distribution of Li+,

CO2, and discharge products; (b) Different transport pathways; (c) Discharge curves

3 强化传输的电极和电池设计策略

3.1 一体化电极和双向电池结构

为了避免传统电极制备时的粘结剂导致电子传输受阻和集流体导致电池能量密度

减小，如图 5 所示，以高比表面积和高电导率的碳纳米管为材料制备了无粘结剂、无集

流体的自支撑结构的碳纳米管气体电极，强化电极内反应物质传输效率 [19]。交织的网

络结构提供了气体传输通道和固体产物存储空间。通过调整制备工艺，可以实现对孔径、

孔隙率分布以及电极厚度的控制。电极组件优化可以改善反应物质在电池内部的传输速

率并优化反应路径。电极结构制备和优化为高性能全电池设计和开发提供了基础保障。

围绕全电池设计，提出了具有双向气体扩散层的折叠结构，最大化在有限空间内电池与

反应活性气体的有效接触面积和气体传输面积。并通过控制电解液在气体扩散层中的浸

润状态，构造了干燥型和浸润型电池，实现电解液用量对反应气体传输的最大贡献 [20]。

由于反应气体的在气体环境和电解液环境中的传输特性不同，随着放电反应进行，两种

电池的多孔电极中的反应物（主要为 CO2）的时空分布浓度出现了供应上的差别。由此

可见，采用少量的液态电解液浸润电极而保持气体扩散层的干燥能够加快反应物传输，

用于提升电池能量密度。



图 5 强化传输的全电池结构设计和电解液用量研究。（a）电池示意图；（b）不同电解液情况

Fig. 5 Enhanced transport in battery structure design and electrolyte dosage. (a) Cell structure; (b) Different

electrolyte conditions

3.2 高性能电池优化策略

通过调控电解液的用量，两种电池的能量密度分别能达到 614.65 Wh/kg 和 313.76
Wh/kg。为了实现高能量密度电池，对提出的强化传输的电池结构进一步开展了全电池

组件的优化。图 6 基于干燥和浸润型这两种极端情况，提出了电池性能预测带的概念，

可以更准确反映电池的真实性能。电极载量调控为 1.8 mg/cm2 时，能够更好地平衡电池

的容量和质量；气体扩散层厚度对电池能量密度影响幅度较小，当气体扩散层厚度从 50
μm 增厚到 330 μm，其能量密度带的整体波动值约 20%，最佳气体扩散层厚度为 140 μm；

电池封装袋的开孔率和开孔数目对于浸润型电池影响较大，这是由于二氧化碳在气液两

相传输速度差高达 5 个数量级；当运行气氛压强减小时，浸润型电池出现严重的性能衰

减，而干燥型电池具有较好的气氛稳定性；逐渐增大工作电流时，尽管电池功率密度可

接近 20 W/kg，但需要牺牲 50%-80%的能量密度值。本文不仅对单电池结构设计和优化

提出有效方案，更为锂-二氧化碳电池包和电池模组的发展提供有价值的参考。



图 6 强化传输的电池性能区间和电池组件优化结果。（a）性能区间；（b）电极载量优化；（c）气体扩

散层厚度优化

Fig. 6 Enhanced transport performance range and battery component optimization results. (a) Performance

range. (b) Electrode loading optimization. (c) Gas diffusion layer thickness optimization

4 结 论

为了实现高性能的锂-二氧化碳电池，本文从探究了微量空气协同传输对电池性能

的影响，到揭示了微量空气-二氧化碳协同传输机理，最终提出了强化传输高性能电池设

计。首先，基于测试气氛精准控制的电化学测试平台，引入微量组分可以显著改善二氧

化碳还原反应动力学，明确了微量空气-二氧化碳协同传输将电池的电化学性能提高约

140%。其次，通过充放电过程中倍率改变对物质传输机理的影响，揭示了充放电过程

中伴随电化学/化学反应的物质传输和电极钝化机理，其中，反应物传输特性和规律指导

高性能电极设计方向。最后，提出了一体化电极结构和双向电池结构设计，实现反应气

体的空间传输的最大化。调节电解液用量，全电池的能量密度可达 614 Wh/kg。电极载

量和气体扩散层分别优化为 1.8 mg/cm2 和 140 μm，可将电池性能的进一步提高到 800
Wh/kg 以上。因此，锂-二氧化碳电池在微量空气-二氧化碳协同传输下的性能不仅解决



提高了缓慢的二氧化碳反应动力学而且实现高能量密度的全电池，也为其他金属（钠、

钾）二氧化碳电池的研究提供指导性的方向。
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摘要：二氧化碳地质封存是一个复杂的多物理场耦合问题。本文构建了四种多孔介质模型，探究不同

结构多孔介质内的溶解、流动与换热机理。在对比了在 Re 在 5~300 之间的渗透溶解过程后，发现在单

流道、双流道、三流道模型内，流道内流动和多孔介质渗流共同影响了溶解的速率。在 Re≤30 的极小

雷诺数下，单流道溶解花费时间最长，而三流道溶解花费时间最短。但当 Re>30 时，单流道的溶解逐

渐显示出优势，溶解时间逐渐较双流道和三流道有所缩短。当 Re=200 时，单流道完全溶解时间相较三

流道缩短了高达 38.3%。而由于添加流道后，优化了多孔介质内流动的回流削弱现象，导致了大颗粒低

孔隙率多孔介质的溶解效果在所有 Re 情况下始终效率最低。

关键词：二氧化碳地质封存；多孔介质；格子玻尔兹曼

0 前言

全球气候变暖问题日益严峻，而温室气体过量排放被认为是“罪魁祸首”。二氧化

碳是人类生产活动中主要排放的温室气体之一。碳捕集、利用与封存技术（carbon capture,
utilization and storage， CCUS）是目前最有效可实现减排的手段之一[1]。我国土地面积

辽阔，有大量地下矿洞，地质条件充足，具有巨大的地质封存潜力[2]。地质封存依机理

可分为物理封存和化学封存两种，具体封存机理有结构封存、毛细封存、溶解封存和矿

物封存四种[3]。在地质封存过程中，注入地下的会溶解于地下咸水，导致地下咸水呈酸

性。这种酸性咸水会与矿物岩石发生溶解反应，从而引起溶液成分的变化，并对岩石的

形态产生影响，进一步导致流场的改变，使得酸性咸水的流动和反应变得更加复杂。地

下矿物岩石作为一种以矿物为固相的多孔介质，在地质封存过程中扮演重要角色。该过

程涉及多孔介质内的流体流动、溶质传输、表面反应和固相溶解等多种物理化学耦合反

应和传输过程[4]。因此，对于多孔介质中的溶解反应过程的研究具有重要意义。

Cinar 等[5]试验了准 2D 情况受重力、粘性力和毛细力影响的多孔介质内驱替，发现

当流体粘度和密度梯度分布不理想时，存在孔隙尺度的不稳定性现象，导致初期的渗流

分布不均匀。Luo 等[6]采用有限元方法模拟了带有裂隙多孔介质中的反应、渗透问题，



发现当注入角度与裂缝角度小于 90°时，裂隙主导了的输运过程。Soulaine 等[7]提出了

一种微观连续介质方法，通过引入 Darcy-Brinkman-Stokes 公式和浸没边界法，模拟了固

体矿物内溶解反应的过程。马瑾等[8]研究了地质封存中二氧化碳在多孔天然岩心时发生

的矿化反应，发现矿化反应过程中，岩心的渗透率和孔隙率都会不断增加，且影响极大。

在前人工作的基础上，本文通过构建格子玻尔兹曼表面反应溶解输运模型，对比了

低孔隙率多孔介质结合单层贯通流道模型、双层贯通流道模型、三层贯通流道模型以及

高孔隙率大颗粒多孔介质模型的溶解输运过程，探究了 Re 在 5~500 的溶解输运情况。

1 模型构建

1.1 物理模型

本文探究的二氧化碳地质封存机理如下所示：
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如式（1.1）所示，二氧化碳首先溶解于水中，生成碳酸，析出氢离子和弱酸性的碳

酸根离子。固相的硅酸钙与氢离子反应生成的钙离子与碳酸根离子反应结合生成碳酸钙，

最终二氧化碳被捕获。该反应中，溶解于流体中的碳酸和固相的硅酸钙被消耗，生成了

钙离子被带走，最终与碳酸根再次反应生成固相。本文考虑反应 a~d 过程，并假设整个

过程中没有物质为气相存在。假设流体介质为理想流体，不可压缩，并引入 Boussinesq
假设，则化学反应的过程可由下列方程描述：
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式中，t 表示时间，ρ，u，T，C 分别为密度，速度，温度和浓度。p 为压力，μ，α，D

分别为动力粘度，热扩散系数和浓度扩散系数。Q 为温度和浓度的源项，用下标“Ｔ”

和“Ｃ”加以区分。源项的具体表达式为：
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式中，Ｖ为当地物质体积分数， rk 为反应速率，表达式如下：
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式中，Ａ为阿伦尼乌斯常数，E 为反应活化能，R 为摩尔气体常数，Ｔ仅在此处表示热

力学温度。

引入以下无量纲量：
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可将控制方程无量纲化：
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式（1.10~1.13）中引入的特征数分别为雷诺数，普朗特数（Prandtl number， Pr），
施密特数 Sc（Scmidt number， Sc），达姆科勒数（Damkohler number， Da）和欧拉数

（Euler number， Eu），定义如下：
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1.2 数值模型

为探究多孔介质内的溶解扩散问题，本文构建了一种基于格子玻尔兹曼方法的表面

反应模型。在 Guo 团队[9, 10]的模型基础上，改变以往以一种边界条件看待反应物的消

耗与生成物的产生，而在源项内考虑物质的转换。速度场、温度场和浓度场的演化方程

可统一写成如下形式：

1( , ) ( , ) [ ( , ) ( , )]eq
i i i i i ir t t t r t r t r t Q 



        e (1.15)

平衡态分布函数表达式为：
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在式（1.15-1.16）中， i 可表示离散的速度场、温度场和浓度场的密度分布函数，

对应的 B 分别为密度ρ，温度 T 和浓度 C。为模拟液相中的反应物和生成物，本文采用

了两套浓度演化方程来分别计算反应物和生成物的生成、消耗、扩散和迁移。

图 1 二维方腔浓度扩散模型

为检验该模型的准确性，本文将该模型与图 1 所示 H×L 大小的二维方腔浓度扩散模

型的解析解进行了对比。如图 1 所示，上壁面为第二类边界条件，浓度梯度为常数，左

壁面为一高浓度壁面，右壁面和下避免为固体壁面，无通量。该物理问题解析解可直接

求解出[11]：

0 2
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n n n n

H x LC x y C C y C
N L
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式中， eqC 为平衡态浓度，另有：
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而 n 为下面方程的解，可由数值方法解出：

( ) tan( ) r
n n

k HH H
D

   (1.24)

验证数据如图 2 所示，可以看出模型计算结果与数值解吻合的很好

图 2 模型验证数据

2 贯通通道与大颗粒多孔介质溶解输运

2.1 溶解特性

为探究有不同数量贯通通道的多孔介质的溶解过程和大颗粒高孔隙率多孔介质的

溶解过程，本文采用 QSGS 方法[12]生成了两种不同的多孔介质，并在小颗粒低孔隙率

多孔介质内部生成了不同数量大小的贯通流道，如图 3 所示。为控制变量，控制了各模

型孔隙率尽量相同。定义固相率 /V V 
固 总

为固相体积分数比上计算域总体积分数。各

模型的初始固相率如表 1 所示，平均固相率为 46.23%，最大误差不超过 1.6%。

图 3 多孔介质模型

a. 单流道模型 b.双流道模型 c.三流道模型 d.大颗粒模型

多孔介质所在方腔左边界为压力边界，右边界为出口边界，上下边界为固体边界，



计算模型密度为 300×300。值得注意的是，为了减小回流的影响，模型左右各加了 100
层网格作为缓冲。计算选用 Pr=1，Sc=10，Da=100，Eu=0.1，并假设固相的导热系数为

液相的 100 倍。

表 1 模型固相率

模型 初始固相率

单流道模型 45.82%
双流道模型 46.53%
三流道模型 46.49%
大颗粒模型 46.07%

各模型固相完全溶解时间随雷诺数的变化如图 4 所示。在所有模型中，随着 Re 的

增大，完全溶解时间有着显著的减少。总体来看，大颗粒多孔介质的溶解时间在各 Re
大小下均最长。对比添加了孔道的多孔介质模型，发现在 Re≤30 的极小雷诺数下，单流

道溶解花费时间最长，而三流道溶解花费时间最短。在 Re=5 的极端情况下，三流道的

完全溶解时间比单流道的完全溶解时间缩短了 10.6%。在 Re=30 时，三种模型完全溶解

消耗的时间几乎相同。但当 Re>30 时，单流道的溶解逐渐显示出优势，溶解时间逐渐较

双流道和三流道有所缩短。当 Re=200 时，单流道完全溶解时间相较三流道缩短了高达

38.3%。

图 4 完全溶解时间随雷诺数的变化

Re=5 时和 Re=200，各模型固相百分数、生成物浓度和反应物浓度如图 5 所示.可以

看到，在两种不同的 Re 下，模型的溶解规律呈现了明显的规律性。例如，对平均反应

物浓度来说，当 Re=5 时，当 t*<6 时，不同模型平均生成物浓度没有发生明显的区别，

而在 Re=200 时，浓度从反应刚开始进行就有所差别。而 Re=200 时反应物平均浓度的变

化也可以看出，单流道的反应物消耗的最快。显然单流道在较高 Re 的条件下对固相的

溶解更加有利。



图 5 Re=5 和 Re=200 时不同模型平均反应物浓度、

平均生成物浓度和固相百分数变化

2.2 流动传热特性

多孔介质内的溶解反应过程是一个复杂的多物理场耦合问题。多孔介质内的流动特

性影响这化学反应物质的输运，而化学过程的产热导致的温升，进一步导致了密度的变

化，从而影响了流程的演化。因此探究多孔介质反应输运问题也要关注内部的流动传热

问题。

图 6 Re=5 和 Re=200 时的平均绝对速度和平均温度

仍以 Re=5 时和 Re=200 为例，计算域内平均温度和平均绝对速度如图 6 所示。由于

Re 较小，计算的无量纲速度数量级也极小，但由于计算域内流速分布都在相同数量级，

因此仍有对比意义。可以看到平均绝对速度的曲线规律与 2.1 节中生成物的曲线规律有

相合之处。在 Re=5 时，当 t*=6 之前，单流道、双流道和三流道多孔介质内的平均流速

并没有明显的差异，并且三流道内的平均流速始终小于另外两种模型，而当 t*>6 以后，

三流道内的平均流速快速增加，超过了另外两种流道内的平均速度。



图 7 Re=5 时流线图与生成物浓度云图

a. 单流道模型 b.双流道模型 c.三流道模型 d.大颗粒模型

Re=5 时的流线图如图 7 所示，可以看到，在大颗粒模型中，由于没有通畅的流道，

在 x*>0.5 处出现了大量的回流阻塞，导致了流动受阻，从而反应物渗透进多孔介质受阻。

从图 5 也可以看出，大颗粒模型内的反应物浓度始终是低于其他模型的。而在不同模型

中的平均温度变化曲线与图 5 中 Re=5 时的生成物曲线走势高度相似。这是由于产热量

与化学反应速率正相关。

4 结 论

构建了四种多孔介质模型，其中三组低孔隙率模型还生成了宽窄不同、数量不同的

贯通流道，对比了在 Re 在 5~300 之间的渗透溶解过程。研究发现，在单流道、双流道、

三流道模型内，流道内流动和多孔介质渗流共同影响了溶解的速率。在 Re≤30 的极小雷

诺数下，单流道溶解花费时间最长，而三流道溶解花费时间最短。但当 Re>30 时，单流

道的溶解逐渐显示出优势，溶解时间逐渐较双流道和三流道有所缩短。当 Re=200 时，

单流道完全溶解时间相较三流道缩短了高达 38.3%。而由于添加流道后，优化了多孔介

质内流动的回流削弱现象，导致了大颗粒低孔隙率多孔介质的溶解效果在所有 Re 情况

下始终效率最低。
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摘要：含内热源的填充床结构已被广泛应用于许多工程领域，然而传统的换热关联式模型难以有效地

预测含内热源填充床的传热特性。本文在前期对含内热源聚变增殖包层填充床传热特性研究的基础上，

构建一种基于支持向量回归的传热特性预测模型。该模型将内热源强度、雷诺数和普朗特数作为特征

变量，预测填充床内的换热系数。经测试，所构建模型的平均预测偏差仅 5.32%，相对关联式模型预测

精度更高，有助于指导聚变增殖包层填充床热工水力设计。

关键词：填充床；内热源；传热特性；支持向量回归；聚变增殖包层

0 前言
填充床结构在各种工程领域都有广泛的应用，如催化反应器[1]、卵石床反应器[2]、

热能储存系统[3]、太阳能接收器[4]等。除此之外，填充床结构近年来也被考虑用于第一代

聚变反应堆的固态增殖包层的设计[5,6]。具体地，在聚变增殖包层内，大量直径为毫米级

的硅酸锂颗粒作为产氚材料随机填充（如图 1 所示）。低压氦气作为吹扫气体将产生的氚

带走，并构成填充床结构的流体域。由于硅酸锂颗粒在产氚的过程中会向外持续释放热

量，聚变增殖包层因而可被视为典型的含内热源填充床。然而，受限于内部热源实验方

法的缺陷，当前对含内热源填充床的研究相对缺乏[7,8]，大量研究仍主要集中在不含内热

源填充床内的流动传热特性方面[9-11]。作者前期通过孔隙尺度模拟研究表明[12]，传统的

传热关联式模型[13-17]（如表 1 所示）由于未考虑内热源加热效应引起的流体物性变化，

对聚变增殖包层填充床内传热特性的预测有较大的偏差，即便对经典的 Wakao 公式进行

修正，预测偏差也会达到 30%。因此，需要构建更精确的含内热源填充床传热特性预测

模型，帮助指导聚变增殖包层热工水力设计。

本研究基于作者前期工作获得的聚变增殖包层孔隙尺度流动换热结果[12]，构建一种

基于支持向量回归（Support Vector Regression，SVR）模型用于预测聚变增殖包层的传

热特性。与传统关联式模型不同，SVR 是一种机器学习模型，已被证明具有很强的回归

预测能力[18,19]。在第 2 节中，前期工作所采用的孔隙尺度计算模型和数值方法被介绍，

其计算结果为 SVR 模型的构建提供数据集。第 3 节详细说明基于 SVR 的含内热源填充

床传热特性预测模型。第 4 节是结果和讨论，对比和评估 SVR 模型的预测效果。本研究

旨在建立一个 SVR 模型，用于更有效地预测含内热源聚变增殖包层填充床的传热特性。



图 1 含内热源聚变增殖包层填充床二维示意图

表 1 常用填充床换热公式

作者 Nu Re Pr 是否考虑内

热源

Wakao [13] 1
0 6 32 1 1 .. Re Pr 20-104 否

Whitaker [14]
2 1

0 5 3 3(0 5 0 2 ).. Re . Re Pr 22-8000 0.7 否

Kays and London [15] 1
0 7 30 23 .. Re Pr 10-5000 否

Nie [16] 1
0 8572 30 0491 .. Re Pr 5-280 否

KTA [17]

1 1
3 2

0 36 0 86
1 18 1 071 27 0 033. .

. .
Pr Pr. Re . Re
 

 100-105 0.7 否

1 基于孔隙尺度模拟的数据集构建
1.1 孔隙尺度计算模型

作者前期采用单向 DEM-CFD 方法从孔隙尺度模拟聚变增殖包层填充床内的流动传

热。首先，用 MATLAB 程序构建 DEM 模型，并输入填充床的参数，包括填充床尺寸、

颗粒尺寸和孔隙率。随后，用 DEM 方法构造填充床，并提供各个颗粒的位置输入至

COMSOL 软件中建立填充床的几何模型。如图 2 所示，通过 DEM 方法初步建立一个 25dp

×25dp×10dp的硅酸锂颗粒填充床，其中硅酸锂颗粒的直径 dp为 1 mm，孔隙率 为 39.7%。

该填料床 Y 方向的孔隙率分布与 Klerk 实验关联式吻合良好[20]，平均相对偏差为 4.2%。

为减少计算量，抽取部分填充床（12.5dp×12.5dp×10dp）进行孔隙尺度模拟。同时，在

最终的计算模型中还增加一个扩展的入口段（长度为 10dp）和一个扩展的出口段（长度

为 10dp），以减小进出口效应。



图 2 计算模型构建方法

1.2 计算方法及验证

由于聚变增殖包层内设计颗粒雷诺数接近于 1[21]，因而在孔隙尺度模拟中采用稳态

层流模型进行计算。质量、动量和能量的控制方程如式（1）-（4）所示。

连续性方程：

 f f 0V   （1）
动量方程：

   f f f fV V p V       （2）
能量方程：

   f f fpC V T k T      （3）
 s 0k T      （4）

式中， f 表示流体的密度，kg/m3；  表示流体的粘度，Pa·s； fk 和 sk 表示流体和固体

颗粒的导热系数，W/(m·K)； pC 表示流体的定压比热，J/(kg·K)； 表示固体颗粒的内

热源强度，W/m3； fV 表示流速，m/s； p 表示压力，Pa；T 表示温度，K。

计算采用商业软件 COMSOL，边界条件设置如图 3 所示。填充床和出口段冷却壁面

设置为定温壁面，温度为 635 K；进口段壁面温度与氦气进口温度相同，从而减小入口

段壁面对流体温度的影响。表 2 列出聚变增殖包层填充床的计算条件，共有不同进口速

度、不同进口温度和不同内热源强度下的 60 组工况。氦气和硅酸锂颗粒的物理参数列于

表 3。该计算模型对应的网格敏感性分析和数值方法验证，请参考作者前期工作[12]。

图 3 计算边界条件设置



表 2 运行参数列表

运行参数 数值

入口流速 inu (m·s-1) 0.05, 0.1, 0.15, 0.20, 0.25
入口温度 inT (K) 300, 500, 700, 900

内热源强度 (MW·m-3) 4.85, 6.85, 8.85
工作压力 0p (MPa) 0.12

表 3 物性参数列表

材料 物性参数 值

氦气

f (kg·m-3) 480 19. p T
 (Pa·s) 6 0 660 4646 10 .. T 

fk (W·m-1·K-1)    0 68 1 853 1 170 1448 273 1 2 5 10 273. ... T . p T     

pC (J·kg-1·K-1) 5200

硅酸锂颗粒
s (kg·m-3) 1526.4

sk (W·m-1·K-1) 1.42

1.3 数据集构建

根据孔隙尺度模拟的计算结果，可通过定义计算得到填充床的雷诺数（ Re）和普朗

特数（ Pr ）。通过公式（5）和（6）计算填充床的平均努塞尔数（ sfNu ），以评估硅酸

锂颗粒和流体之间的宏观传热特性：

sf p
sf

f

h d
Nu

k
 (5)

 
s

sf
s fs

V
h

A T T



 (6)

式中， sfh 表示硅酸锂颗粒和流体之间的平均对流换热系数，W/(m2·K)； sV 表示填充床

内所有硅酸锂颗粒体积之和，m3； sA 表示填充床内所有硅酸锂颗粒的表面积，m2； sT 表

示填充床内硅酸锂颗粒表面的平均温度，K； fT 表示填充床内氦气的平均温度，K。1.2
节中 60 组工况对应孔隙尺度模型的计算结果（见文献[12]），将为后续预测模型的构建

提供数据集。

2 基于 SVR 的含内热源填充床传热特性预测模型
2.1 SVR 方法

SVR 方法源于最初被用来解决分类问题的支持向量机（Support Vector Machine ，

SVM）。SVM 基于生成的超平面可以对数据集实现分类，类似地，SVR 也是通过生成超

平面实现在误差范围内有效地预测数据（如图 4 所示）。SVR 模型的建模过程可以分为

以下几个步骤：模型预处理、模型求解以及模型评估，本研究中构建 SVR 模型的流程如

图 5 所示。



图 4 SVM 和 SVR 示意图

图 5 SVR 方法流程图

2.2 模型预处理

常见的填充床传热关联式模型主要考虑影响传热特性( sfNu )的两个因素：雷诺数

( Re )和普朗特数( Pr )。受限于开展含内热源填充床实验的难度，这些关联式模型均未考

虑内热源的影响。作者前期研究表明由于内热源的加热，填充床内氦气的物性将会发生

明显变化，这将直接影响填充床的整体流动换热。因此，本研究为考虑内热源的影响，

将内热源强度 与填充床平均颗粒雷诺数 Re、平均雷诺数 Pr 一起作为模型的输入变量。



输入输出变量均列于表 4。在全部 60 组孔隙尺度模拟结果中，将最后 10 组数据（ = 8.85
MW / m3， inT = 700 和 900 K）的结果作为测试集，其余结果作为训练集。训练集和测试

集的大小比例为 5：1。为提高计算效率，避免求解发散，采用归一化方法将输入变量数

据库缩放至[0,1]区间，如式(7)所示。

min
n

max min

i
i

x x
x

x x



 (7)

式中， nix 为归一化后的输入变量； ix 为归一化后的输入变量； maxx 为输入变量空间 x中
的最大值； minx 为输入变量空间 x中的最小值。

表 4 SVR 模型的输入和输出变量

输入变量 输出变量

1x 平均颗粒雷诺数 ( pRe )

y 平均努塞尔数

（ sfNu ）2x 平均普朗特数( Pr )

3x 颗粒内热源强度（ ）

2.3 模型求解过程

所有归一化后的数据重构一个样本集   n 1 2i iG x , y ,i , , ,N  ，其中 iy 为输出变量。

当存在由多个输入变量组成的输入空间 x时，SVR 采用如下形式来近似表示输出与输入

变量之间的关系。

   y f x W x b    (8)

式中，W 表示权重；  x 表示从输入空间 x非线性映射的高维特征空间。

回归问题等价于最小化以下正则化函数：

  2

1

1Minimize:
2

N
*

i i
i

W
N
  



  (9)

Subject to:
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 

0

i i i
*

i i i
*

i i

y W x b

y W x b

,

  

  

 

     

     
 

(10)

式中， i 和 *
i 表示松弛变量，用来控制容差和调节模型的泛化能力； 表示容差偏差，

用于控制损失的计算； 是一个正则化常数，决定了训练误差和模型平坦度之间的权衡；

N 表示训练集里的样本数。上述约束优化问题是一个二次规划问题，可以通过构造拉格

朗日函数将其转化为对偶问题。最终的 SVR 拟合函数如式 ( 11 )：

     *
i i iy f x K x,x b      (11)

式中： i 和 *
i 为拉格朗日乘子；  iK x,x 表示核函数，是支持向量回归的核心，用于将

输入空间映射到高维特征空间进行非线性回归。本研究选用高斯核函数(表示为式

( 12 ) )。因为它可以有效地将样本集从输入空间映射到高维特征空间，并且可以很好地

表示输入和输出样本之间的复杂非线性关系。



 
2

2exp i
i

x x
K x,x



 
  
 
 

(12)

式中， 2 表示高斯核函数的宽带参数。

正则化参数  和核参数 2 是两个关键参数，直接决定 SVR 模型的预测能力。因此，

应合理选择这些关键参数，以优化模型的预测性能。本研究采用网格搜索法寻求关键参

数的最优值，并在参数优化过程中采用 5 折交叉验证的方法避免过拟合。

2.4 模型评价参数

对于 SVR 模型的统计分析，定义归一化均方误差( MSE )、平均绝对误差( MAE )和
相对标准偏差( RSD )作为模型评价参数，如式（13）-（15）所示。
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式中， s
iy 表示真实值， p

iy 表示预测值。

3 结果和讨论
3.1 SVR 模型参数优化

对于 SVR 模型，正则化参数  和核参数 2 的选取直接影响 SVR 模型的预测性能，

本研究采用 5 折交叉验证的网格搜索来寻找这两个关键参数。具体地，正则化参数  和

核参数 2 的初始值均设定为 2-16，执行最优搜索的范围为[2-16, 216]。图 6 (a)和(b)分别给

出了输入参数为 1x ， 2x 和 3x （模型Ⅰ）和输入参数为 1x ， 2x （模型Ⅱ,不考虑内热源强度）

时，不同  和 2 值对应 SVR 模型的行为。随着正则化参数的增大，模型Ⅰ的交叉验证误

差明显减小。相对而言，模型Ⅱ比模型Ⅰ对正则参数和核参数更加敏感。最终经过优化后，

SVR 模型关键参数的最优值列于表 5。

表 5 SVR 模型的输入和输出变量

SVR 模型 输入参数 �(正则参数) �2 (核参数)

Ⅰ �1, �2, �3 16 2
Ⅱ �1, �2 128 4



图 6 SVR 方法流程图：(1) 模型Ⅰ；(2) 模型Ⅱ

3.2 SVR 模型预测结果及评价

图 7 (a)和(b)分别为模型Ⅰ和模型Ⅱ的训练情况。可以看出，模型 I 与训练数据的相对

标准偏差仅为 0.16%，训练效果优于模型 II（相对标准偏差仅为 12.53%）。这在一定程

度说明内热源强度是影响填充床传热特性的重要特征。对比图 8 模型 I 和模型 II 的预测

结果，模型 II 的相对标准偏差为 17.30 %，而模型 I 的相对标准偏差仅为 5.32 %。因此，

将内热源强度 补充为输入特征可使模型的预测和泛化能力增强。

图 7 SVR 训练结果：(1) 模型Ⅰ；(2) 模型Ⅱ

图 8 SVR 测试结果：(1) 模型Ⅰ；(2) 模型Ⅱ



3.3 SVR 模型与关联式模型对比分析

将 SVR 模型 I 的预测结果与传统对流换热关联模型的预测结果进行对比，如图 9 所

示，关联模型的预测偏差很大。当雷诺数为 1.8 时，KTA 公式的最大相对预测偏差可能

达到 300%。前期工作中改进的关联式模型( Wang et.al )的最大预测偏差也达到 40%，而

SVR 模型的最大预测偏差仅为 10%。因此，所构建的 SVR 模型更适用于预测含内热源

填充床的传热特性。

图 9 SVR 模型与关联式模型对比

4 结论
本研究构建一种基于支持向量回归( SVR )的传热预测模型，用于预测含内热源的聚

变增殖包层填充床的传热特性。将内热源强度、雷诺数和普朗特数作为 SVR 模型的输入

特征变量对换热系数进行预测，平均预测偏差仅为 5.32%。但不将内热源强度作为输入

特征的 SVR 模型对应的平均预测偏差为 17.30%。这意味着内热源强度是预测含内热源

填充床传热特性非常重要的特征变量。此外，对比传统的关联式模型（预测偏差甚至可

达到 300%），所构建 SVR 模型的预测效果明显增强。本文工作将有助于聚变增殖包层

填充床的设计，所采用的方法也可以进一步扩展应用到更多的含内热源填充床如高温气

冷堆卵石填充床等，及其传热特性预测工作中。
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摘要：气液两相流是质子交换膜电解槽中的一个重要问题，本文建立了一个考虑水蒸气影响的稳态、

三维、两相的质子交换膜水电解槽（PEMWE）改进模型，预测结果与以往的实验数据吻合良好，利用

该模型研究了液体饱和度和水蒸气含量的空间分布特征以及水蒸气对传质特性的影响，结果表明：阳

极催化层内气泡覆盖活性位点是影响电解槽性能的重要原因。随工作电压的增大，液体饱和度和水蒸

气含量均减少。忽略水的蒸发会高估阳极催化层内的液体饱和度。

关键词：质子交换膜电解槽；液体饱和度；气液两相流；

0 前言

质子交换膜电解槽（PEMWE）是一种利用电网中风、光等可再生能源产生的多余

电能将水电解制氢的装置。与碱性水电解槽相比，PEMWE 可以在更高的电流密度下

（1-2.5A/cm-2）运行，且更为环保[1]。然而，其对贵金属催化剂的需求，使得成本问题

限制了大规模商业化应用[2]。因此，采用更高的工作电流密度，在相同的催化剂面积下

生产更多的氢气，减少电解槽的数量能够有效地降低投资成本。这就需要对电解槽内部

的传质特性进行深入研究，及时将水输送到反应界面，并将氢气和氧气气泡从电解槽中

排出，以保持 PEMWE 内气体分数和电流密度的均匀分布[3]。但通过实验很难观察到上

述复杂的传质与电化学耦合的现象，针对 PEMWE 的多物理场建模是深入了解微观尺度

物质传输特性，设计电解槽及其组件以及优化操作和提高效率的有力工具。

针对 PEMWE 的物理数学建模，前人在复杂度和研究范围上各有不同：

García-Salaberri[4]等人建立了一个相对完善的一维两相非等温模型，分析了操作条件、电

化学参数和有效传输特性对效率和电压损失的影响。Chen[5]等人基于二维多物理模型研

究了多孔扩散层厚度对液态水饱和度和局部电流密度的影响。但他们均忽略了沿流道的

变化情况，且无法给出更详细的参数空间分布特征。Toghyani[6]建立了一个三维单相非

等温的 PEM 水电解槽模型，发现单路径蛇形流场的电流密度和温度分布最好。但采用

单相假设来建立模型，认为气相和液态水具有同样的压力和速度，这在高温或低电流密

度下比较合理，而在高电流密度下误差会显著增加。三维、两相、全槽模型可以全面描

述电解槽的传质和电化学过程，但相关文献报导较少。Olesen[7]等人首次采用双流体模



型建立 PEMWE 的三维两相模型，该模型耦合了电化学、两相流和传热过程，获得了电

流密度从 0 到 5A/cm2的性能变化。Wu[8]等人基于 VOF 法计算流道内两相流并结合双流

体模型计算多孔层气液分布，研究了阳极流道中氧气对多孔层的传质和电化学的影响。

Jiang[9]等人将电化学、两相流、传热、膜内溶解水和气体交叉耦合，捕捉两相流的特性，

分析了氧气泡对电解槽的影响。

目前，大多数现有的三维两相 PEMWE 模型均忽略了水蒸气的影响，假设气相由单

一的氢气或氧气组成，而在实际运行中由于多孔介质存在水会蒸发形成水蒸气和氢气/
氧气的混合气体，为了更准确了解电解槽内部的传质特性，本文建立了一个考虑水蒸气

的混合气体三维两相 PEMWE 模型，探讨了液态水和水蒸气与氧气/氢气混合气的空间分

布特征，以及水蒸气对电解槽传质的影响，对 PEMWE 的数值模型改进提供了一种思路。

1. 数值模型及验证

1.1 物理模型

图 1 是一个典型的单通道质子交换膜水电解槽的示意图。其主要由双极板，流道，

气体扩散层、催化层和质子交换膜组成，模型的详细几何参数列于表 1。
PEMWE 的工作原理如图 2 所示。水从阳极流道入口通入，一部分水通过阳极气体

扩散层扩散到阳极催化层后被分解为氧气，产生质子和电子，其中质子穿过质子交换膜

到达阴极催化层，并与外部电路输送的电子发生反应生成氢气。在阴极侧也通入水，以

促进氢气的排除和确保膜在高电流密度下的充分水合[10]。水在多孔介质催化层和气体扩

散层中会发生局部蒸发和冷凝，水蒸气会进入氢气/氧气气泡中，气体混合物和剩余的水

一同从流道出口排出。为了简化计算，模型的主要假设如下：1）层流，稳态，理想气体；

2）等温；3）气体扩散层和催化层是各向同性且均匀的多孔介质；4）忽略重力和接触电

阻；5）忽略了膜内氢气和氧气泄露的影响。

图 1 质子交换膜水电解槽计算域

表 1 几何尺寸

计算域 高 宽 长

极板/mm 1.5 2 50
流道/mm 1 1 50



气体扩散层/mm 0.3 2 50
催化层/mm 0.02 2 50

质子交换膜/mm 0.178 2 50

图 2 质子交换膜水电解槽原理图

1.2 基本控制方程

基于以上假设，PEMWE 在计算域内的电化学反应以及流动过程满足的基本控制方

程主要包括电势守恒方程、气液两相的质量守恒和动量守恒方程以及液体饱和度方程。

电势守恒方程：

 eff 0m m mS      (1)

 eff 0s s sS      (2)

式中，s和m分别为固相电势和膜相电势，e f f
m 和e f f

s 分别为有效质子电导率和有效电子

电导率，Sm和 Ss分别为膜相和固相的体积电流密度源项，只存在于阴阳极催化层中。根

据 Bruggeman 修正，催化层的e f f
m 以及气体扩散层和催化层的e f f

s 计算公式如下：
eff 1.5
m m m   (3)

 1.5eff 1s s    (4)

式中，m 和分别是催化层中的电解质体积分数和多孔区域的孔隙率，m和s是质子电

导率和电子电导率，m与膜内水含量λ和温度 T 有关：

  1 10.5139 0.326 exp 1268
303m T

          
(5)

此外体积电流密度源项Sm和Ss由阴阳极电化学反应速率Ra和Rc决定，采用Butler–Volmer
动力学方程来描述，表达式为：

 
, 0,

1
exp exp a aa a

a v a a

FFR sa i
RT RT

         
    

(6)

 
, 0,

1
exp exp c cc c

c v c c

FFR sa i
RT RT

         
    

(7)

式中，s 为液体饱和度，表示催化层活性位点被气体堵塞的程度，下标 a 和 c 分别表示



阳极和阴极，av为比活性表面积； 为电荷交换系数，i0和分别为交换电流密度和过电

势，可由下式计算：

act,a
0, ref,

ref

1 1expa a

E
i i

R T T
   

   
   

(8)

act,c
0, ref,

ref

1 1expc c

E
i i

R T T
   

   
   

(9)

a s m eqE     (10)

a s m    (11)

式中，iref为参考交换电流密度；Tref为参考温度；Eact为电化学反应的活化能；Eeq为平衡

电压，可由下式计算：

 31.229 0.9 10 298.15eqE T    (12)

液相的质量和动量守恒方程：

 l lS  lu (13)

   
 2eff eff eff

0

l l l
l l

rl

Sp
K K

 


  

 
        
 
 

l
l l

uu I u (14)

式中，l、l、ul和 pl 分别为液相的密度，动力粘度，速度和压力，K0 为多孔介质的绝

对渗透率，eff和 Krl分别为多孔区域的有效孔隙率和液相的相对渗透率，l是液相的应

力应变张量，表达式如下：
eff s   (15)

3
rlK s (16)

    eff eff

2
3

Tl l
l

 


 
      l l lu u u I (17)

由于流道的宽长比较小，将流道视为孔隙率为 1 的多孔区域，其渗透率可由下式计算[11]：
2

0,CH 1.127 / 32K d (18)

式中，d 是流道的水力直径。

气相的质量和动量守恒方程：

 g gS  gu (19)

0 rg
g

g

K K
p


  gu (20)

式中，g、g、ug和 pg分别为气相的密度，动力粘度，速度和压力，Krg为气体的相对渗

透率，表达式如下：

 31rgK s  (21)

多孔区域的毛细压力 pc可由下式计算：

 
0.5

0

cosc g lp p p J s
K
 

 
    

 
(22)

式中，和分别是气液两相系统的表面张力和接触角，J(s)是 Leverette 函数，具体表示



式如下：

     32

2 3

1.417 1 2.120(1 ) 1.263 1 90
1.417 2.120 1.263 90

s s sJ s
s s s




        
   

(23)

液体饱和度方程：

 
 /rg rll

g c
g

d K K
D s s S

ds





      lu (24)

方程(24)可根据方程(13)和(16)-(22)推导[12]，式中，D 为毛细扩散系数，可由下式计算：

 0.5
0

0

cosg rg

g

K K dJ s
D

K ds
  


 

  
 

(25)

1.3 水蒸气控制方程

水在多孔介质中会发生局部蒸发和冷凝，水蒸气会进入氢气/氧气气泡中，与忽略水

蒸气将气相认为是氢气/氧气的单相模型相比，本模型以气相混合物的组分守恒方程描述

气相内部传质，以源项的形式描述水的蒸发/冷凝相变。在阳极气相是氧气和水蒸气的混

合物，在阴极气相是氢气和水蒸气的混合物，根据理想气体定律，气相混合物密度g的

计算公式如下：

g g
g

p M
RT

  (26)

式中，Mg是气相混合物的摩尔质量，可由下式计算：

 2 2 2H O H O H O1g iM x M x M   (27)

式中，xH2O 为水蒸气的摩尔分数，MH2O为水的摩尔质量，Mi 为氧气/氢气的摩尔质量，

在阳极 i=O2，在阴极 i=H2。类似的，气相动力粘度g的计算公式如下：

 2 2 2H O H O H O1g ix x     (28)

气相混合物内的组分守恒方程：

  eff eff g
g i g i i g i i i

g

M
D D S

M
     

 
      

 
gu (29)

式中，i和 De f f
i 为气相物质 i 的质量分数和有效扩散系数，i=O2 ,H2 ,H2O

 
2 2 2 2 2 2

1.5
3eff eff 1.5 ref 0

H O O /H H O,O /H
0

1 g

g

T p
D D s D

T p


  
           

(30)

水的蒸发/冷凝源项 Svs的具体表达式如下：

 

 
2 2 2 2

2 2 2 2

sat sat
H O H O H O H O

sat sat
H O H O H O H O

=

e

vs
c

p p p p
RTS

p p p p
RT





  

  


(蒸发)

(冷凝)

(31)

式中，pH2O是水蒸气的分压，ps a t
H2O是水蒸气的饱和压力，e 和c分别是蒸发和凝结速率系

数，可由下式计算[13]：

e e lgk a s  (32)



 1c c lgk a s   (33)

式中，alg为比气液界面有效面积，ke和 kc分别为蒸发和凝结传质系数，可由下式计算：

2

ref
/ /

H O2e c e c
RTk k
M

 (34)

表 2 和表 3 分别列出了以上控制方程中源项表达式和运行参数。各区域缩写如下：

催化层（CL）,气体扩散层（GDL），流道（CH），A 表示阳极，C 表示阴极。

表 2 源项表达式

源项 单位

-
- -

a
m

c

R A CL
S

R C CL


 


A/m3

-
-

a
s

c

R A CL
S

R C CL


 


A/m3

2

2

2

-
2

- , ,

a H O
H O vs

l

H O vs

R M
M S A CL

S F
M S C CL GDL CH


 




kg/(m3·s)

2

2

2

2

2

-
4

-
4

,

a O
H O vs

a H
g H O vs

H O vs

R M
M S A CL

F
R M

S M S C CL
F
M S GDL CH







 






kg/(m3·s)

, ,rg l g rg l g
c g l

rl g l rl g

K K
S S S CL GDL CH

K K
   
  

 
     

 
lu kg/(m3·s)

2
-

2
a

O
R

S A CL
F

 mol/(m3·s)

2
-

2
c

H
R

S C CL
F

 mol/(m3·s)

2
, ,H O vsS S CL GDL CH  mol/(m3·s)

表 3 运行参数

参数 符号 大小

极板电导率 BP 20000 S/m
扩散层电导率 GDL 10000 S/m
催化层电导率 CL 5000 S/m

扩散层和催化层孔隙率 GDL CL,  0.5,0.3
扩散层和催化层渗透率 GDL CL,K K 1×10-12,1×10-13 m2

阳/阴极参考电流密度 ref, ref,,a ci i 0.1,10000 A/m2

阳/阴极电荷转移系数 ,a c  0.5,0.5



阳/阴极活化能 act , act ,,a cE E 62836,24659 J/mol
接触角  80°
表面张力  0.06265 N/m

H2O,O2参考扩散系数
2 2

ref
H O,OD 0.36×10-4 m2/s

H2O,H2参考扩散系数
2 2

ref
H O,HD 1.24×10-4 m2/s

参考蒸发/冷凝传质系数 ref
/e ck 5×10-4/6×10-3 m/s

1.4 边界条件和模型验证

本模型采用恒定电压边界条件，在阳极极板端面设置为工作电压 Vcell，阴极极板端

面设置为电接地，阳极和阴极流道入口流量恒定，大小为 15ml/min，入口液体饱和度

s=0.99，阳极和阴极流道出口设置为压力出口，工作温度为 353.15K，工作压力为 1atm。

利用商业软件 COMSOL Multiphysics 建立并求解了 PEMWE 数值模型。控制方程采

用有限元方法求解。使用结构化六面体网格对计算域进行网格划分，变量的相对残差设

置为 1×10-5。为验证网格独立性，分别计算了四组不同网格下，工作电压 Vcell为 2.1V 时

系统的平均电流密度，结果如图 3 所示。网格数 10 万与 12 万相比，两者的电流密度的

相对误差仅为 0.028%，考虑计算精度及耗时，最终选用 10 万的网格模型。为了验证研

究中所建立数值模型的准确性，在相同工作条件下将获得的模拟结果与 Majasan[14]等人

的实验极化曲线进行对比。如图 4 所示，最大误差约为 4.2%，模拟结果与实验数据呈现

出良好的一致性，表明数值模型具有足够的可靠性。

图 3 网格独立性验证 图 4 模型验证

2. 结果与讨论

为了更直观地了解电解槽运行过程传质分布特性，给出工作电压 2.0 V 下的液体饱

和度云图。如图 4 所示，展示了电解槽 X 方向对称轴截面的以及三个截面 Y=5mm、25mm
和 45mm 的分布。可以发现催化层区域液体饱和度最小，其次是气体扩散层，流道最大，

这是因为在阳极催化层会发生电化学反应消耗水，产生氧气。氧气通过阳极气体扩散层

扩散到阳极流道中，并被水流冲走，阴极氢气也是类似的，所以均沿流动方向液体饱和

度减小，在靠近出口的催化层区域液体饱和度最小。同时由于气泡更难从肋下的多孔区

域排出，肋下的气体扩散层区域中的液体饱和度小于与流道相连的气体扩散层区域。

电解槽不同区域在不同电压下的平均液体饱和度如图 5 所示，可以发现平均液体饱



和度随着电压的升高而减小，这是因为随着电压的升高，电流增加，电化学反应速率增

大，产生的气体增多，气体覆盖催化剂的活性位点并限制水的进入，削弱电化学反应，

导致一定的电流密度需要更高的电压。其次在相同电压下阳极的液体饱和度要小于阴极，

阳极催化层液体饱和度最小，这是因为阳极与阴极相比不仅产生气体也会消耗水。随着

电压从 1.6 V 增加到 2.4 V，阳极催化层的液态水饱和度从 0.83 急剧下降到 0.46。这说明

阳极催化层中气泡覆盖催化剂的活性位点的程度最强，加强阳极催化层中气泡的排出能

提高 PEMWE 的性能。

图 5 不同截面液体饱和度分布

图 6 电解槽不同区域在不同电压下的平均液体饱和度

水蒸气的摩尔分数在沿流动方向（Y 方向）上变化不大，因此仅给出 Y=25mm 截面

处水蒸气摩尔分数云图，如图 6 所示，可以发现水蒸气摩尔分数从流道到气体扩散层再

到催化层依次减少，且变化主要集中在催化层附近。这是因为氧气/氢气在催化层产生，

此处气相压强最大，水的蒸发最终使气相中水蒸气分压接近水蒸汽的饱和压力，气相压

强越大，达到饱和压力分压所需摩尔分数越小，因此会形成如图所示的分布特征。



图 7 电压 2V 下 Y=25mm 截面水蒸气摩尔分数分布

不同区域在不同电压下的平均水蒸气摩尔分数如图 7 所示，水蒸气摩尔分数随着电

压的升高而降低。这是由于电压增大，催化层中产生的氢气/氧气更多，相对的水蒸气摩

尔分数就会减少。其次在相同电压下，阳极的水蒸气摩尔分数要略小于阴极，阳极催化

层的水蒸气摩尔分数最小。这与液体饱和度的变化趋势类似。水蒸气摩尔分数的变化会

影响气相混合物的物性参数，从而影响液体饱和度的大小。如图 8 所示，对比了本数值

模型和忽略水蒸气影响模型的阳极催化层液体饱和度随电压的变化情况，可以发现忽略

水的蒸发会高估了阳极催化层的液体饱和度，且随着工作电压增大，差距越来越明显。

图 8 电解槽不同区域在不同电压下的平均

水蒸气摩尔分数

图 9 水蒸气对 A-CL 平均液体饱和度的影响

3. 结论

本研究提出了一个质子交换膜水电解槽（PEMWE）的稳态、两相、三维模型，与

先前的模型相比，主要考虑了水蒸气对传质特性的影响，探讨了液态水和水蒸气的空间

分布特征，讨论了水蒸气对液体饱和度的影响以及工作电压对电解槽传质的影响，主要

结论如下：

液体饱和度沿流动方向减小，且从催化层到气体扩散层再到流道依次递减，肋下气

体扩散层区域的液体饱和度小于靠近流道的气体扩散层区域；水蒸气摩尔分数沿流动方

向无明显变化，但从流道到气体扩散层再到流道依次递减；随工作电压的增大，液体饱

和度和水蒸气摩尔分数均减少；忽略水的蒸发会高估阳极催化层的液体饱和度。
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摘要：固液相变储热能有效解决可再生能源时空分布不均导致利用率低的问题，但相变材料低的导热系数

限制其储/放热速率。本文利用数值计算方法对各向异性泡沫金属复合相变材料的储热特性进行研究，分析

了不同平均孔隙率下孔隙率沿高度和厚度方向变化时相变材料的熔化特性。结果表明，孔隙率沿厚度增加

时具有最优的强化性能，比均匀孔隙率缩短了 18%熔化时间。当孔隙率沿高度方向增加时，熔化时间随孔

隙率变化率的增大和孔密度的降低而减少。

关键词：相变材料；泡沫金属；熔化特性；孔隙率线性变化；孔密度1

0 引言

储热技术能够克服能源在转换与利用过程中的间歇性、空间分散性和强度不稳定性等问

题，对实现“双碳”战略和优化能源结构起着重要作用。相变材料（Phase Change Material, PCM）

具有较高的储能密度和近似恒温的储热过程，加之廉价且丰富的材料资源，使得采用相变材

料的潜热储能技术极具应用潜力。然而，相变材料较低的导热系数极大影响了系统储热和放

热性能，因此提升相变材料的蓄热能力成为了发展潜热储能技术的关键环节[1]。

目前提高相变材料蓄热性能的措施主要有封装、引入高导热填料（如纳米颗粒、热管和

泡沫金属等）和增添翅片等，其中泡沫金属（Metal Foam, MF）具有低密度、高导热性和高

比表面积等优点，其与相变材料的复合得到了广泛研究。Huang 等[2]通过实验和数值研究表

明，随着 MF 孔隙率的降低，PCM 的熔化速度加快。Tian 等[3]基于两方程非平衡传热模型

分析不同的泡沫金属模型时也得到了同样的结论。Lafdi 等[4]开展了大量不同孔隙率下复合

材料传热性能的研究，结果表明低孔隙率 MF 嵌入 PCM 时传热效果明显增强，甚至可以达

到纯 PCM 的 30 倍以上。Esapour 等[5]研究了水平多管潜热储能系统中两种不同孔隙率的影

响，结果表明，孔隙率为 90%和 70%的泡沫金属可使熔化总时间分别缩短 14%和 55%。孔

密度对 PCMs/MF 的熔化特性也有一定的影响，但尚未得出一致的结论。Li 等[6]认为孔密度

国家自然科学基金（No.52176092）
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对 PCMs/MF 导热性的影响不显著，从实验结果来看，不同孔密度下 PCM 的熔化速率几乎

相等。Iasiello 等[7]进行了不同泡沫铝孔隙率和孔密度下其与 PCM 复合的实验，结果表明孔

隙率的降低大大缩短了熔化时间，但孔密度无关紧要。Xiao 等[8]分别将石蜡与孔密度为 5、

10、25 PPI 的泡沫铜复合，复合材料对应的热导率是纯石蜡的 12.9、14.2、13.0 倍。即在保

持相同孔隙率情况下，孔径的变化基本不会对传热性能产生影响。然而，与上述观点相反，

杨振等[9]基于泡沫金属导热形状因子 m 的分析结果表明，孔密度对泡沫金属的导热效果亦有

重要影响。Ren 等[10]发现当孔径从 1.25 mm 减小到 1 mm 和 0.75 mm 时，平均熔化分数分别

增加了 12.76%和 25.14%，强化效果显著提高。

Vijay 等[11]对实际的 MF 结构进行了几何表征，他们表示在使用泡沫金属时，必须考虑

各向异性特性的影响。Yu 等[12]研究了两种孔隙几何的各向异性性质，发现在增强热能储存

装置的热性能方面明显优于各向同性多孔介质。Yang 等[13]通过对 PCMs/MF 复合材料的储

能密度和固-液界面的位置等参数进行研究，他们发现与均质泡沫金属相比，梯度泡沫金属

可以提高熔化速率，有效强化传热效果。Li 等[14]对泡沫金属的孔密度进行了局部优化和梯

度优化，研究发现增大顶部区域的孔隙密度有利于加速整个熔化过程。Wang 等[15]对 MF 的

非均匀孔隙率进行了探究，结果表明泡沫金属气孔的不均匀排列改善了局部的换热性能，从

而使整体的传热效果得以提升。Ghalambaz 等[16]研究了非均质参数和角度对复合材料熔化速

度的影响，结果表明，对于固定重量的泡沫，非均匀泡沫金属比均质泡沫金属可缩短 11%

的熔化时间。Liu 等[17]在垂直壳管形状的潜热储能系统装置中使用了几层不同孔隙率的 MF，

研究结果显示优化后的结构可使 PCM 熔化速度提高 10.9%。

目前对各向异性泡沫金属复合相变材料的研究不够完善，且关于孔密度的影响仍需进一

步探究。针对上述问题，本文基于焓孔法和多孔介质模型，对泡沫金属孔隙率沿高度、厚度

方向线性变化、不同平均孔隙率和孔密度下相变材料的熔化性能进行了探究。这为潜热储能

技术的进一步发展提供了理论支撑。

1 模型建立与模型验证

1.1 几何模型

图 1 所示为本文所研究相变储热系统的几何模型，是 100 × 100 mm2的二维矩形腔体，

图 1 几何模型示意图

Fig. 1 Physical model diagram
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腔体的左壁保持恒定温度 350 K，其余壁面均为绝热壁面，腔内填充了物性如表 1 所列的泡

沫铜/石蜡复合材料，其初始温度设置为 287 K。

表 1 相变材料和泡沫金属的物性参数[18]

Table 1 Physical property parameters of phase change materials and metal foams [18]

参数（单位） 石蜡 泡沫铜

密度（kg·m-3）
785（固态）

890（液态）
8978

熔点（K） 325-335 —
比热容（J·kg-1·K-1） 2100 381
热导率（W·m-1·K-1） 0.3 400

潜热（J·kg-1） 25000 —
热膨胀系数（K-1） 0.0003 —

动力粘度（kg·m-1·s-1） 0.00324 —

1.2 数学模型

本文基于焓孔法对复合相变材料的熔化过程进行数值模拟，采用 Boussinesq 近似考虑

液态相变材料的自然对流作用[19]，采用局部非热平衡模型考虑相变材料与泡沫金属之间因

温差引起的热交换。并考虑以下假设：

(1) 液态相变材料流动为层流、非定常和不可压缩的流动；

(2) 相变材料和泡沫金属的热物理性质不随温度变化；

(3) 假定泡沫金属与相变材料之间的结构为自由连通的开孔结构；

(4) 忽略泡沫金属与相变材料之间热辐射的影响。
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式中，ρ为密度，kg·m-3；μ为动力粘度，kg·m-1·s-1；u、v 分别为 x 和 y 方向的速度，m·s-1；

ｐ为压力，Pa；Amush是糊状区常量，取值为 105 kg·m-3·s；δ是防止分母为 0 的常数，取 0.001；

β为热膨胀系数，K-1；g 为重力，m·s-2；f 为相变材料液相体积分数：

相变材料能量方程：
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泡沫金属能量方程：
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液态相变材料的有效导热系数 ke,PCM和泡沫金属的有效导热系数 ke,por采用 Boomsma 和

Poulikakos[20]提出的公式进行计算:
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式中，, w, dp和 dl分别为泡沫铜的孔隙率、孔隙密度、孔径和骨架直径。

1.3 数值计算

采用 SIMPLE 算法求解动量方程中的压力-速度耦合问题，压力采用 PRESTO!方法进行

离散，动量和能量的控制方程通过二阶迎风差分格式进行离散。动量方程、能量方程的松弛

因子分别设定为 0.9 和 1.0。连续性方程、动量方程和能量方程的残差收敛标准分别设置为

10-6、10-6 和 10-10。

1.4 模型验证与无关性验证

为了验证本文模型的有效性，采用 Mahdi 等[21]模拟的 PCM 的熔化过程与本文结果进行

对比，在他们的工作中，多孔泡沫金属换热器由三个水平安装的同心管组成，管长均为 500

mm，内管和中管之间的环形空间用孔隙率为 0.98 的泡沫铜填充，RT82 作为相变材料填充

泡沫铜的空隙，初始温度为 300 K。液体分数随时间的变化曲线如图 2 所示，结果表明，液

体分数的最大误差为 2.8%，即该数值模型可用于后续的优化研究。
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图 2 本文模拟与 Mahdi 等[21]的模拟结果比较

Fig. 2 The simulation results in this paper are compared with those of Mahdi et al. [21]

本文采用 10000、40000、111111 的网格来检测网格对计算结果的影响，图 3(a)给出了

三种不同网格数量下模拟的液相率。结果发现，最大偏差小于 0.5%，为降低计算机功耗，

模拟网格数量确定为 10000。在该网格数量下设置 0.5 s、0.05 s 和 0.01 s 三种不同的时间步

长测试熔点分数随时间的变化情况，如图 3(b)所示。为了保证结果的准确性和减小计算负荷，

选择 0.1 s 的时间步长，与 0.05 s 的时间步长相比，最大偏差小于 0.2%。

图 3 网格大小与时间步长独立无关性研究

Fig. 3 Grid size and time step independence studies

2 结果与分析

2.1 孔隙率线性变化影响

2.1.1 孔隙率沿高度线性变化

图 4 为孔隙率沿高度（y 轴，m）线性变化时石蜡熔化过程中相界面的演化，孔隙率变

化特征由ε = ay + b 表示，其中 a、b 均为常数，用以控制孔隙率的变化趋势和范围，各模型

的平均孔隙率  = 0.92，孔密度均为 10 PPI。可以看出，当孔隙率沿高度线性增加时系统的

熔化速度最快，均质泡沫金属次之，孔隙率沿高度线性减小时速度最慢，且随着孔隙率变化

率的增大这种强化/抑制效果更加显著。以孔隙率变化率 n = 0.08 为例，ε = 0.8y + 0.88 的复

合材料在 t = 3693 s 时完全熔化，比ε = 0.92，ε = -0.8y + 0.96 的熔化时间分别缩短了 15.1%
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和 18.3%。究其原因，是由于当孔隙率线性增加时，底部具有最高的导热系数和对流阻力，

有利于热传导的进行；而顶部具有最低的对流阻力和导热系数，且泡沫金属占比最小，这将

会给液态石蜡提供更多的流动空间，由此利于自然对流的进行。也就是说，ε自下而上增加

的模型既保证了区域底部更高效的导热，也促进了顶部自然对流的进行，进而使系统的传热

效果最佳，且在熔化的最后阶段这种强化效果更加显著，特别是在区域的右下角部分。与ε =

0.8y + 0.88 相比，ε = -0.8y + 0.96 则具有相反的变化梯度，ε自下而上减小时顶部具有最高的

对流阻力和热传导，底部导热率最低，此时两种主要的传热机制均不能有效地作用在储热单

元内，最终导致更长的熔化时间。

200s 1200s 1800s 2400s 3000s 3500s

图 4 孔隙率沿高度线性变化 PCMs 固液界面的演化

Fig.4 Evolution of solid-liquid interface of PCMs with linearly changed porosity along height

图 5 显示在孔隙率沿高度以不同变化率增加的模型中，当 n 增大时，总体熔化时间缩短。

n = 0.08、0.06、0.04 时的孔隙结构比均质孔隙结构相比，熔化速度分别提高了 15.1%、14.3%

和 11.4%，即当 n 值越大时，熔化速率越大。但是可以发现不同 n 值下模型的完全熔化时间
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差异并不大，这是由于提高孔隙率增强热传导的同时也抑制了自然对流作用，最终区域内熔

化特性的改善取决于两种传热机制间的平衡。此外，本文还监测了区域内点（50,15）和点

（50,75）的温度变化，对比图 6 可知，ε = 0.8y + 0.88 的复合材料内相邻两点温差最小，即

孔隙率沿高度增加时温度均匀性也更好。

图 5 孔隙率沿高度线性变化 PCMs 液相分数曲线图（右图为局部放大图）

Fig. 5 Liquid phase fraction curve of PCMs with linearly changed porosity along height of MF (the partial

enlarged picture is shown on the right )

图 6 孔隙率沿高度线性变化 PCMs 的温度曲线图

Fig. 6 Temperature curve of PCM with linearly changed porosity along height

2.1.2 孔隙率沿厚度线性变化

该部分通过对比均质孔隙结构和孔隙率沿高度（y 轴，m）、厚度（x 轴，m）方向分别

呈正、负梯度变化五种模型探究孔隙率沿厚度变化时相变材料的熔化性能。图 7 显示ε沿厚

度正梯度变化的模型（PGPFX, positive gradient porosity foam in the x direction , ε = 0.8x + 0.88）

熔化速度最快，熔化时间 t = 3567 s，ε沿高度正梯度变化时（PGPFY, positive gradient porosity

foam in the y direction , ε = -0.8y + 0.96）次之，ε沿厚度负梯度变化的模型（NGPFX, negative

gradient porosity foam in the x direction , ε = -0.8x + 0.96）熔化所需时间最长，是 PGPFX 熔化

时长的 1.3 倍。PGPFX 在左侧热源处孔隙率最低，导热效果最好，因此与其他四种多孔结

构相比，熔化初期 PGPFX 便表现出了显著性的优势。尽管在相变过程的最后阶段，PGPFY

相比于 PGPFX 具有更低的孔隙率，即具有更高的导热系数，但整体熔化速度仍是 PGPFX
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最快。与 PGPFX 相比，NGPFX 孔隙率梯度方向完全相反，在热源处有最低的孔隙率，导

热效果也最差，在这种情况下，低导热率阻止了热量向相变材料固体区的传播，所以尽管

NGPFX 有最小的对流阻力，其总熔化时间仍是最长的，这一点也说明了在热源附近呈现高

导热性的重要性。[22]

图 7 孔隙率沿厚度方向变化 PCMs 液相分数曲线图

Fig. 7 Liquid phase fraction curve of PCMs with linearly changed porosity along thickness t

2.2 平均孔隙率影响

该部分以 n = 0.88，w = 10 PPI 的模型在平均孔隙率为 0.88、0.92 和 0.94 下相变材料的

熔化特性进行探究。平均孔隙率是指泡沫金属孔隙所占的体积与总体积之比，它的大小直接

关系着相变材料的占比。如图 8 所示，当  = 0.88 时 PCM 的体积比  = 0.92、 = 0.94 时分

别仅减小了 4.5%和 6.8%，而熔化时间却可以缩短 33.8%和 46.8%。孔隙率越高，PCM 占比

越大，系统的储能能力也就更好，但过多的 PCM 会明显降低复合材料的导热系数，还会减

小泡沫金属的纤维直径，即具有更小的传热面积，因此平均孔隙率越高时熔化过程进行得越

慢。这在图 3-6 中亦有所体现，无论是点（50,15）还是（50,75），均是在  = 0.88 时升温

最快， = 0.92 时次之， = 0.94 时耗时最长。当点（50,15）温度达到 340 K 时，孔隙结构

为ε = 0.8y + 0.90 的模型用时 4281 s，分别比ε = 0.8y + 0.88、ε = 0.8y + 0.84 多 823.5 s 和 2001.5

s，其他点也表现为同样的趋势。

图 8 不同平均孔隙率下 PCMs 液相分数曲线图

Fig. 8 Liquid phase fraction curve of PCMs under different average porosity
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此外，对比不同孔隙率下各点的温度分布发现，平均孔隙率越低时温度分布更均匀，从

而使区域顶部和底部的熔化过程更加同步。但孔隙率越低，系统储能能力越差，因此可以考

虑优化高孔隙率泡沫金属的结构来缓解温度分布的不均匀性。

图 9 不同平均孔隙率下 PCMs 温度曲线图

Fig. 9 Temperature curve of PCMs with metal foam under different average porosities

2.3 孔密度影响

图 10 是孔密度 w 分别为 5、15 和 20 PPI 时复合材料液相分数曲线图。图示可以看出，

随着孔密度的增大，PCM 的熔化速度逐渐减小，但大孔密度结构的熔化速度并非一直落后。

以热传导为主熔化初期，w = 20 PPI 的孔隙结构表现出了显著的优势，这是因为大的 w 增加

了泡沫金属的比表面积，强化了其传热性能；而当自然对流占据主导时，较小的孔径会降低

渗透率，限制液态石蜡的流动，进而抑制了对流热交换，因此 w = 5 PPI 的模型熔化速度逐

渐加快并有最短的总熔化时间。这表明孔密度的大小对相变过程影响的好坏是热传导与自然

对流相互竞争的结果。此外，由表 2 发现当 w = 5 、15 和 20 PPI 时，相比于  = 0.92 的模

型， = 0.88 的模型的完全熔化时间分别缩短了 32.1%、40.4%和 42.7%，即在孔密度较高的

情况下，孔隙率的影响才更为明显。

图 10 不同孔密度下 PCMs 的液相分数曲线图

Fig. 10 Liquid phase fraction curve of PCMs at different pore densities at ε = 0.8y + 0.88

图 11 给出了两种平均孔隙率（  = 0.88、  = 0.92）和两种孔密度（w = 5、20 PPI）下

复合相变材料区域内所取点的温度变化情况。对比图 11(a)-(b)或(c)-(d)可知，随着孔隙尺寸
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的减小，石蜡与其周围铜骨架之间的温度差显著减小，也就是说，小孔隙虽具有较慢的熔化

速度，但温度均匀性更好。对比图 11(a)-(d)可知，当孔隙率由 0.92 降低至 0.88 时，有效导

热系数的增加对总热阻的减小程度在 w = 20 PPI 时明显大于 w = 5 PPI ，因此相较于 w = 5

PPI，降低孔隙率对 w = 20 PPI 模型的温度均匀性的改善效果更明显，这也印证了孔隙率的

变化在高孔密度情况下更显著的观点。

表 2 不同孔隙率、孔密度下储热单元的总熔化时间

Table 2 The total melting time of heat storage unit under different porosities and pore densities

孔密度（PPI） 平均孔隙率 孔隙率变化特征 熔化时间（s） 节约时间

5
0.92 ε = 0.8y + 0.88 3238 —
0.88 ε = 0.8y + 0.84 2200 32.1%

15
0.92 ε = 0.8y + 0.88 4322.5 —
0.88 ε = 0.8y + 0.84 2573 40.4%

20
0.92 ε = 0.8y + 0.88 4632 —
0.88 ε = 0.8y + 0.84 2655.5 42.7%

图 11 不同平均孔隙率、孔密度下 PCMs 温度变化曲线图

Fig. 11 Temperature curve of PCMs with metal foam under different porosities and pore densities

3 结论

本文基于焓孔法对泡沫金属复合相变材料的熔化过程进行数值模拟，分析了各向异性泡

沫金属的强化相变材料熔化特性，主要结论如下：

(1) 当孔隙率沿高度线性变化时，孔隙率自下而上增加的结构具有最佳的熔化性能，且

这种强化效果会孔隙率变化率的增大而增大，此外，该种结构的温度均匀效果也最好。
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(2) 当孔隙率沿厚度、高度方向变化时，沿厚度方向增加的泡沫金属具有最优的强化性

能，相比于均质孔隙结构熔化时间缩短了 18%。

(3) 平均孔隙率越小，熔化速度越快，但储能能力和均温效果较差；改变孔密度时，孔

密度越小系统熔化速度越快，孔密度越大温度均匀性越好。此外，还发现在孔密度较高时，

孔隙率变化对系统的影响才更为明显。
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摘要：吸液芯的热质传递特性是影响环路热管性能的主要因素之一，现有研究中的吸液芯存在孔隙尺

度过大、结构不可控等不足，导致可视化研究无法准确的观测到吸液芯的热质传递过程。本文通过 3D

打印技术设计并制备了 50 μm、100 μm、200 μm 孔径的结构有序性吸液芯，并对其进行了反重力传热

传质实验及可视化研究，揭示了多孔吸液芯热质传递过程的三个阶段：（a）低热流低传热阶段；（b）

中热流高传热阶段；（c）临界热流阶段。并发现孔径越小的吸液芯具有越强的毛细力，能够长时间维

持相变界面高效传热状态，同时具备了更强锁液能力，保证了液体输运过程的稳定，强化了传热能力。

关键词：吸液芯，3D 打印，传热传质，可视化，环路热管

0 前言

环路热管是一种被动高效两相传热器件，广泛应用于航空航天、电子设备散热和化

工领域[1,2]。环路热管的运行原理是位于蒸发器内的液态工质吸热汽化，产生的蒸汽通

过气体管道进入冷凝器液化放热，冷凝后的液态工质在吸液芯提供的毛细力驱动下流回

补偿腔，完成循环过程[3,4]。
吸液芯作为环路热管的核心组件，是环路热管循环动力的主要来源和发生气液相变

的主要场所[5,6]。因此，吸液芯热质传递过程的研究对环路热管传热性能的优化具有重

要指导意义[7,8]。现阶段，一些学者对吸液芯与加热面接触处的液-气界面行为进行了可

视化研究。Liao 等人通过使用高速相机成像系统对垂直二维多孔介质的相变传热进行研

究, 观测到了多孔结构中孔隙尺度的气泡生长行为和两相区域的分布[9]。Mottet 等人对

多孔结构内热量传递过程进行了数值分析，并使用高清相机观测到了吸液芯被蒸汽侵入

的情况[10]。Odagiri 等人使用红外热成像仪和高速相机对烧结吸液芯表面的气液界面进

行了观测，并研究了不同槽道宽度对传热过程的影响[11]。然而，这些研究中采用的吸

液芯存在孔隙尺度过大，结构不可控等特点，导致可视化研究无法准确全面的观测到吸

液芯的热质传递过程。因此，为了进一步探究吸液芯热质传递规律，如吸液芯多孔结构

孔径对相变界面处汽化区形成的影响和吸液芯内液体输运过程对吸液芯传热性能的影响

等，需要对微米级且结构可控的吸液芯的传热传质过程进行可视化研究。在本研究中，



通过 3D 打印环氧树脂材料制备不同孔径的吸液芯，保证了芯体孔径、孔隙率的可控性

和多孔结构的有序性[12]。使用高速相机对不同孔径吸液芯反重力传热传质过程进行可

视化研究，揭示了吸液芯热质传递过程的三个阶段，并分别从传热和传质角度探究了小

孔径吸液芯强化传热性能的原因。

1 实验系统与方法

1.1 实验系统

图 1 为吸液芯反重力蒸发实验装置的示意图。该实验装置模拟了环路热管的蒸发器，

但是与环路热管蒸发器的区别是整个实验系统在非真空环境下进行，所以工质的相变点

为常压下的相变点。吸液芯被放置在加热块和液池之间，在加热块的上方布置有加热片。

当热量通过加热片被输送到吸液芯和加热块的接触面时，被毛细力反重力输送到加热面

的液体相变吸热，产生的蒸汽通过蒸汽槽道释放到大气中。在加热块和吸液芯蒸汽槽道

分别布置 T 型热电偶进行温度测量，T 型热电偶的精度为±0.1℃。实验的工质采用去离

子水，去离子水在大气压力下的沸点为 100℃。实验在环境温度为 27±1℃和一个大气压

下进行。如图 2 所示为实验系统的示意图，实验系统由反重力蒸发实验台、液罐、电源、

数据采集仪、高速相机组成。实验中，随着热流密度逐渐增加，当加热块的温度骤然升

高，热量不能再被耗散时，实验终止。

图 1 吸液芯反重力蒸发实验装置示意图

图 2 实验系统示意图

1.2 3D 打印吸液芯制备

环路热管的传热性能主要取决于吸液芯的结构参数，如平均孔径、孔隙率、热导率

和渗透率。一般来说，性能优异的吸液芯需要合适的平均孔径、高孔隙率、高渗透率和



低热导率。这些参数也是由吸液芯的制造方法决定的，最常见的烧结吸液芯是由粉末烧

结制成。烧结吸液芯的缺点是内部多孔结构的随机性和不可控性，即使两个烧结吸液芯

由相同尺寸的粉末制备，并在相同的温度和时间条件下烧结，得到的吸液芯的结构参数

也不相同。与烧结吸液芯不同的是，3D 打印吸液芯是利用激光束熔化吸液芯的材料，一

层一层地构建。吸液芯的多孔结构是由三维图形软件设计，通过这种方式，吸液芯的多

孔结构和相关参数可以得到控制，并实现结构的有序性从而避免了烧结吸液芯中常见的

死角孔和封闭孔等问题。本研究中的 3D 打印吸液芯的边长为 10 mm，厚度为 6 mm，在

吸液芯的表面加工有 1 mm×1 mm 的肋，吸液芯的材料为环氧树脂。3D 打印吸液芯是

由方柱形成的三维立体单元，其结构柱体如图 3 所示。孔径是由两个结构柱体之间的距

离决定，三个样品 A、B 和 C 的孔径分别为 200、100 和 50μm，三个吸液芯孔隙率均为

50%，详细尺寸参数在表 1 中。

图 3 3D 打印吸液芯（a）200μm 吸液芯，（b）100μm 吸液芯，（c）50μm 吸液芯

表 1 吸液芯尺寸参数

序号 孔径（μm） 孔隙率

1 200 50%
2 100 50%
3 50 50%

2 实验结果及讨论

2.1 3D 打印吸液芯吸液速度对比

吸液芯的液体输运性能是影响环路热管蒸发器传热能力的关键因素，具备高毛细力

和高渗透率的吸液芯可以快速的将液体供给到加热面，为相变传热提供基础。本实验中

对孔径分别为 200 μm、100 μm 和 50 μm 的吸液芯的吸液性能进行了测试，实验中通过

电动微量注射器向吸液芯表面滴定 5 μl 的去离子水，通过高速相机记录吸液芯吸液过程，

实验结果如图 4 所示。通过图 4 可以发现，三种吸液芯均具有良好的吸液能力，在液滴

与吸液芯表面接触的瞬间被吸液芯提供的毛细力拉扯并快速流进芯体内部。其中，50 μm
孔径的吸液芯吸液速度最快，仅通过 51 ms 就将液滴全部吸收，而 200μm 吸液芯吸液最



速度慢，需经过 266 ms 完成吸液过程。由 Laplace Young 方程可获得毛细力与吸液芯多

孔结构孔径的关系：

2 cos
capP

r
 

  (1)

式中σ为液体表面张力，θ为液体与吸液芯接触角，r 为有效孔隙半径。可以得出，随着

孔径的减小，吸液芯的毛细力逐渐提高。因为三种吸液芯均是通过 3D 打印制备，具有

良好的孔连通性和结构有序性，所以三种吸液芯可以保证较高的渗透率。结合三种吸液

芯的吸液能力可以发现，在保证较高渗透率的前提下，较小孔径的吸液芯可以提供更高

的毛细力，有助于液体的输运。

图 4 三种孔径吸液芯吸液速度图

2.2 加热块温度及传热系数

实验中热流密度通过公式（2）计算获得：

Qq
A

 (2)

公式（2）中的 Q 为电源提供给加热片的功率，A 为加热块与吸液芯的接触面积（1 cm×

1 cm）。吸液芯蒸发器的传热系数通过公式（3）计算：

ev
h v

qh
T T




(3)

其中 Th和 Tv 分别为加热块的温度和蒸汽槽道内蒸汽的温度。

三种吸液芯加热块温度和蒸汽温度随热流密度变化结果如图 5 所示，三种吸液芯加

热块温度随热流密度的变化趋势相似。在较低热流密度时（热流密度低于 5 W/cm2），随

着热流密度的增加，加热块的温度快速上升，此时蒸汽槽道内的蒸汽温度也表现出相同

的上升趋势。这是因为去离子水的沸点为 100℃，在低热流密度时，加热面处的液体主

要依靠蒸发相变进行传热，此时传热能力有限，所以随着热流密度的增加温度上升明显。

在中等热流密度区间（热流密度高于 5 W/cm2）内，随着热流密度的增加，加热块的温



度上升较慢，蒸汽温度保持在 100℃附近。在此阶段加热面处的温度接近去离子水沸点，

沸腾与蒸发同时进行，增强了吸液芯的传热能力，因此随着热流密度的增加加热块的温

度上升变缓。当热流密度达到 25 W/cm2时，200 μm 吸液芯的加热块温度骤然升高，说

明吸液芯与加热面处的液体干涸，传热能力恶化，此时达到吸液芯的临界热流密度。由

图 5 可以得出 100 μm 吸液芯的临界热流密度为 32 W/cm2，50μm 吸液芯在热流密度高达

38 W/cm2时仍未到达临界热流密度。说明随着孔径的减小，吸液芯的临界热流密度逐渐

增大。

图 5 吸液芯加热块温度与蒸汽温度随热流密度变化图

图 6 为三种吸液芯传热系数随热流密度变化图，传热系数通过公式（3）计算可得。

可以发现吸液芯传热系数随热流密度的增加可划分为三个阶段：（a）低热流密度阶段，

加热面温度低于工质相变点，吸液芯的传热系数处于较低范围（低于 5×103 W/m2K）；（b）
中热流密度阶段，加热面温度接近工质相变点，吸液芯的传热系数骤然升高并随着热流

密度增加保持最佳换热系数（大于 3×104 W/m2K）；（c）高热流密度阶段，此时热流密度

超过吸液芯临界热流密度，吸液芯传热系数快速降低，加热块温度骤升。其中，50 μm
吸液芯表现出最佳的传热性能，其在中热流密度阶段可以保持最高的传热系数为 4.2×104

W/m2K，并随着热流密度的增加保持稳定传热状态。100 μm 吸液芯在 6 W/cm2 至 32
W/cm2的热流密度区间内保持较高的传热系数为 3.5×104 W/m2K,而 200 μm 吸液芯的最

佳传热系数和临界热流密度均最低，分别为 2.6×104 W/m2K 和 25 W/cm2。



图 6 吸液芯传热系数随热流密度变化图

2.3 吸液芯相变界面可视化研究

2.3.1 低热流密度阶段相变过程

因为 3D 打印吸液芯保证了吸液芯内多孔结构的连通性，所以在初始阶段吸液芯的

蒸汽槽道内充满了液体。以 50 μm 吸液芯在 4.3 W/cm2 热流密度下的相变过程为例，在

低热流密度阶段，吸液芯相变过程可以分为两个过程：汽泡产生过程和蒸汽逸出过程。

图 7（a）所示为汽泡产生过程，汽泡首先在吸液芯、加热面与蒸汽槽道交界处产生并随

着时间的增加逐渐增大。在 6ms 时，汽泡达到最大尺寸后与其他汽泡汇聚并从蒸汽槽道

排出。图 7（b）中为蒸汽槽道内蒸汽逸出过程，当蒸汽槽道内蒸汽汇聚足够多时，蒸汽

从槽道中逸出，导致蒸汽槽道表面液膜破裂，此时可以在吸液芯、加热面和蒸汽槽道交

界处观测到明显的液桥。随着蒸汽逸出的结束，液体重新填满蒸汽槽道，完成整个过程。

低热流密度下汽泡产生逸出的过程与图 5 和图 6 中（a）阶段相对应，可视化观测结果证

明了该阶段蒸发相变主导传热，此时加热面温度低于相变点温度且传热系数较低。



图 7 4.3 W/cm2热流密度下 50 μm 吸液芯可视化过程（a）汽泡产生过程，（b）蒸汽从蒸汽槽道逸出过

程

2.3.2 中热流密度阶段及高热流密度阶段相变过程

随着热流密度的增加，吸液芯与加热面之间逐渐出现沸腾现象，并在吸液芯、加热

面和蒸汽槽道交界处出现明显的液桥。图 8 为吸液芯液桥随热流密度变化图，可以观测

到在中热流密度阶段吸液芯可以保持稳定的液桥，与图 5 和图 6 中的（b）阶段相对应，

该阶段吸液芯可以保持最佳的传热系数，这是因为此时沸腾和液桥处的薄液膜蒸发共同

主导传热。随着热流密度的增加，液桥的范围逐渐减小，当液桥完全消失时表明此时吸

液芯的毛细力不足以保证液体的及时输运，加热面与吸液芯之间仅通过吸液芯骨架导热

传递热量。结合图 5 和图 6 中的（c）阶段可知此时吸液芯达到临界热流密度，传热系数

快速下降。图 8 中对比了三种不同孔径吸液芯液桥大小随热流密度变化的趋势，可以发

现 50 μm 吸液芯可以在 9 W/cm2至 38 W/cm2的较大热流密度范围内保持液桥的存在，这

是因为 50 μm 吸液芯的高毛细力使液体稳定的输运到加热面，保证了吸液芯高效的传热

状态。而 200 μm 吸液芯和 100 μm 吸液芯分别在 25 W/cm2和 32 W/cm2热流密度时出现

了液桥干涸的状态，这说明随着热流密度的增加，吸液芯的毛细力无法满足高热流密度



下液体的供给需求，导致液体蒸干，削弱了传热能力。

图 8 吸液芯液桥随热流密度变化图

2.4 吸液芯传质过程可视化研究

如图 9（a）所示，在吸液芯与加热面接触处产生的蒸汽会侵入吸液芯内部，此时

吸液芯内部的毛细压力会抵抗蒸汽压力，防止蒸汽进入吸液芯内部进而扰乱吸液芯内的

液体输运，起到“锁液”的作用。吸液芯的毛细力是决定其锁液能力的关键因素，随着

毛细孔径的增大，毛细芯提供的毛细力降低，导致其锁液能力下降，使蒸汽侵入的区域

扩增。图 9（b）中为 100 μm 吸液芯内蒸汽侵入的过程，可以发现，在虚线区域内蒸汽

逐渐向芯体内部移动，造成芯体内部气相区域变大，阻碍了芯体内部液体的有效输运。

图 9 （a）吸液芯锁液能力示意图，（b）100 μm 吸液芯内蒸汽侵入过程

三种不同孔径吸液芯锁液能力的对比结果如图 10 所示，可以发现，分别在 25 W/cm2



和 32 W/cm2的热流密度下，200 μm 和 100 μm 吸液芯表面存在大量汽泡，这是由于在临

界热流密度下，吸液芯的锁液能力遭到破坏，蒸汽大量侵入吸液芯内部并从表面喷涌而

出，同时携带了大量芯体内的液体。这严重遏制了吸液芯内部的液体输运，导致其传热

能力恶化。与之不同的是，50 μm 孔径的毛细芯即使在 38 W/cm2热流密度下也并未出现

蒸汽喷涌的现象，这表明吸液芯的锁液能力随着孔径的减小逐增强，保证了液体的有效

输运，提高了吸液芯的临界热流密度。

图 10 吸液芯锁液能力对比

3 结 论

本文通过 3D 打印技术制备了结构有序性吸液芯并对三种不同孔径吸液芯进行了反

重力传热传质实验及可视化研究，主要结论如下：

（1）在不同热流密度范围内，吸液芯相变界面的传热过程可分为三个阶段。在低

热流密度阶段，传热过程以蒸发传热为主，传热系数较低；在中热流密度阶段，传热过

程以沸腾和液桥薄液膜蒸发共同主导，此时传热系数最高；在高热流密度阶段，相变界

面处液桥消失导致传热系数急剧下降，吸液芯达到传热极限。

（2）对 50 μm、100 μm 和 200 μm 三种孔径吸液芯的相变界面进行了可视化研究，

发现孔径越小的吸液芯可以提供更大的毛细力，使相变界面处的液桥维持更长时间进而

强化了传热能力，提高了其临界热流密度。

（3）对 50 μm、100 μm 和 200 μm 三种孔径吸液芯内的液体输运过程进行了可视化

研究，结果表明，随着吸液芯孔径的减小，其锁液能力逐渐增强，可保持内部稳定的液

体输运，提高其传热极限。

参考文献



[1] Yuandong Guo, Qiang Zhou, Xintong Liu. Co-designing cryogenic system with pulse tube cryocooler

and loop heat pipe for infrared energy management, Applied Thermal Engineering, 2021, 117228

[2] C. Figus, Y. LeBray, S. Bories. Heat and mass transfer with phase change in a porous structure partially

heated: continuum model and pore network simulations, International Journal of Heat and Mass Transfer,

1999, 42:2557–2569

[3] 柳洋. 平板型环路热管泡沫金属毛细芯优化研究. 工程热物理学报. 2023, 44(03): 726--733

[4] Heng Tang, Yong Tang, Wei Yuan. Fabrication and capillary characterization of axially micro-grooved

wicks for aluminium flat-plate heat pipes, Applied Thermal Engineering, 2018, 129: 907-915.

[5] Jiyuan Xv, Yong Zou. Effect of pore parameters on thermal conductivity of sintered LHP wicks,

International Journal of Heat and Mass Transfer, 2012, 164: 114459

[6] Yoshihisa Nakatsugawa, Kimihide Odagiri. Relation between triple phase contact line and vapor groove

width for enhancing thermal performance of a loop heat pipe evaporator, International Journal of Heat

and Mass Transfer, 2022, 195: 123139

[7] P. Kumar, B. Wangaskar, S. Khandekar, K. Balani. Thermal-fluidic transport characteristics of bi-porous

wicks for potential loop heat pipe systems, Experimental Thermal and Fluid Science, 2018, 94: 355–367

[8] R. Boubaker, V. Platel, A. Berges, M. Bancelin, E. Hannezo. Dynamic model of heat and mass transfer in

an unsaturated porous wick of capillary pumped loop, Applied Thermal Engineering, 2015, 76: 1-8

[9] Q. Liao, T.S. Zhao. A visual study of phase-change heat transfer in a two-dimensional porous structure

with a partial heating boundary, International Journal of Heat and Mass Transfer, 2000, 43 :1089–1102

[10] L. Mottet, T. Coquard, M. Prat. Three dimensional liquid and vapour distribution in the wick of capillary

evaporators, International Journal of Heat and Mass Transfer, 2015, 83: 636–651

[11] Kimihide Odagiri, Masahito Nishikawara. Microscale infrared observation of liquid–vapor interface

behavior on the surface of porous media for loop heat pipes, Applied Thermal Engineering, 2017, 126:

1083-1090

[12] Zhuohuan Hu, Dongcheng Wang, Jiayin Xu. Development of a loop heat pipe with the 3D printed

stainless steel wick in the application of thermal management, International Journal of Heat and Mass

Transfer, 2020, 161: 120258



中国工程热物理学会 传热传质

学术会议论文 编号：233496

微纳尺度多孔结构的池沸腾可视化研究
关淑雅，张智昊，吴睿，赵长颖*

（上海交通大学工程热物理研究所，上海 200240）

(*Tel: 021-34204541, Email: changying.zhao@sjtu.edu.cn)

摘要：微纳多孔结构已广泛应用于两相高效换热的诸多领域，是一种极具发展前景的强化换热结构。多孔

介质复杂的内部形态和两相分布为建立传热传质模型带来了困难。可视化实验是一种有效的工具，可以帮

助我们对多孔结构传热规律进行深入的了解。通过对多孔结构中气相行为进行观察，我们发现内部气体主

要进行周期性增长和收缩运动。通过对多孔介质内部蒸汽面积和运动频率的定量分析，证明了内部传递过

程是影响多孔介质性能的主导因素和根本环节。其中纳米结构主要影响多孔结构的起始沸腾过热度和液膜

维持时间，而微米结构的尺寸则是调控气相行为的主要因素。根据上述规律，我们可以更加准确地调节多

孔介质的微纳耦合参数，从而获得适用与于不同场景的高效传热结构。

关键词：微纳尺度；多孔结构；沸腾传热

0 前言

沸腾传热在航空航天和半导体微处理器等许多起着至关重要的作用[1-2]。微尺度和纳米

尺度的多孔结构作为极具散热潜力的材料之一，近年来得到了广泛的研究[3-4]。多孔结构中

于热量均匀分布。其中纳米多孔结构的高渗透率有利于降低压降。高孔隙密度的微孔能够增

加气泡成核点的数量。显然，不同尺度的孔隙在沸腾过程中具有不同的功能，它们之间的相

互作用十分复杂。研究表明，微纳多尺度多孔介质具有良好的换热性能，可以有效提高换热

系数，延迟临界热流密度[5-6]。

研究者认为通过调整气泡行为可以提高结构的相变换热性能[7-8]。然而，由于多孔结构

内部的复杂现象，其结构与规律的关系显得十分模糊。到目前为止，研究人员主要依靠以往

的经验规律和外部实验观察来对多孔结构进行参数调控。Juan 等[9]研究表明，通过控制气泡

合并，致密的成核点可以促进气泡的局部聚并和快速脱离，从而延缓沸腾恶化。他还提出了

一种通过耦合微纳翅片的钉扎效应和非均匀纳米结构对气泡成核的影响来改善低表面张力

液体中微纳表面沸腾性能的方法。Lee 等[10]观察到，通过合理设计成核位置和气泡脱离直径，

微纳复合材料表面不仅可以提高沸腾性能，还可以通过延迟气泡合并来提高热均匀性和稳定

性。当成核点间距和气泡脱离尺寸相同时，微纳复合材料表面的 CHF 比平面增加了 170%
以上。Kim 等人[11]认为局部纳米涂层可能是一种同时提高 HTC 和 CHF 的优化方法。微柱结

构表面均匀的纳米涂层占据了柱间的通道，阻碍了液体的供给，从而降低了传热系数。Cao
等[12]观察到，调制纳米颗粒涂层表面的 CHF 提高了 20%-40%，而均匀纳米颗粒涂层表面的

CHF 没有增强。因此，微观结构表面存在均匀的纳米结构可能会阻碍液体的供应，因为它

具有较高的流动阻力，从而导致 CHF 的降低[13]。

此外，多孔结构中微纳尺度耦合的作用尚不清楚。因此一些研究者试图将复杂的随机多

孔结构简化为有序多孔结构来进行分析[14-15]。Zhang 等[16]进行了有序反蛋白石(IOs)的沸腾实

验研究。研究发现，该结构的传热性能是补充液体的毛细力与蒸汽的粘性力之间的动态竞争，

CHF 与结构厚度的最佳比例可以因此确定。Pham 等人[17]利用有序且高度互联的反蛋白石结





构表征了多孔介质的沸腾特性。他们发现，通过适当设计结构厚度和孔径，可以优化其沸腾

性能，并可将光滑表面的沸腾传热系数提高 336%。Pastuszko 等人[18]将多孔介质简化为方形

柱阵列上方覆盖均匀孔阵列的板。在充液板下方的金属阵列之间建立了模型，沸腾开始后，

蒸汽通过顶板上的小孔排出。他根据这一现象建立了传热模型，其结果与实验结果吻合较好。

然而，目前研究人员只能通过分析表面现象对多孔介质内部的流动和两相分布做出一些合理

的猜测。多孔结构精确的物理和理论模型发展非常缓慢。

对于多孔介质，其内部传递过程是影响传热性能的重要因素和根本环节。因此，在多孔

结构的沸腾实验中，可视化是一种重要的研究方法。为了可视化多孔介质内部的两相分布和

蒸汽行为，本文将三维多孔结构简化为只有一层厚度的二维多孔结构。此外，我们在微孔结

构内部蚀刻了一层纳米线，形成了规则的多尺度微纳多孔结构。我们通过观察微纳多孔结构

内部的沸腾现象，并将其与增强沸腾传热的具体因素相对应，加深了对沸腾机理的认识。发

现了微尺度和纳米尺度结构在沸腾过程中的不同作用。明晰了结构参数和气相行为对多孔结

构传热的影响。本文可用于指导高效传热结构的设计和调控。

1 实验设置

1.1样品制备

为了便于观察多孔介质内部的气相和液相行为，将多孔结构在厚度方向上简化为一层，

如图 1a 所示。样品制备步骤如下。

图 1 (a)样品示意图 (b)样品背面 RTD和加热器结构图

采用深度反应离子蚀刻(DRIE)工艺在双面抛光硅片的一侧蚀刻了一系列 120μm 高度的

微柱阵列。然后通过金属辅助湿法蚀刻制备纳米线[19]。首先将硅片浸入丙酮溶液中浸泡

10min 去除油脂，然后用食人鱼溶液(H2O2/H2SO4 = 1:3)清洗样品 20min 去除有机物，最后用

蚀刻剂(HF/H2O = 1:5 体积比)清洗 3min 去除氧化层。用去离子水冲洗硅片后，用聚四氟乙

烯胶带覆盖硅片背面，清洗后只露出有微柱的一面。然后，将硅片浸入还原溶液(5mM AgNO3

和 4.8M HF)中 20s，使硅片上的银离子还原。然后，将样品浸入蚀刻液(4.8M HF 和 0.4M H2O2)
中 20 分钟。还原后的银离子充当阴极，将 H2O2 还原为 H2O。将刻蚀后的样品浸入浓度为

7.2M 的 HNO3溶液中 2 小时，去除表面的银颗粒。硅纳米线的 SEM 图像如图 2a 和 2b 所示。

硅纳米线将原本亲水的硅表面(接触角为 31°)转变为接触角约为 0°的超亲水表面。最后，使

用化学气相沉积(PECVD)技术在硅片的光滑侧沉积 500nm 厚的 SiO2层，作为 Pt 金属和硅片

之间的电绝缘层。采用电子束蒸发技术沉积 30nm 厚的 Ti 金属作为粘接层，100nm 厚的 Pt
金属作为加热器和电阻温度检测器(RTD)。之后，将具有结构的表面减薄 20μm，并与 1mm
厚的玻璃进行键合。



图 2 硅纳米线的 SEM图像 (a)正视图 (b)侧视图

本文采用上述方法制备了 4 个不同参数微纳多孔样品和 4 个微孔样品。图 1a 为样品的

示意图。样品上部为多孔区，下部为加热区。m 为微尺度垂直孔宽度，n 为微尺度水平孔宽

度。玻璃与硅片阳极结合以形成完整的单层多孔介质。加热器和 RTD 的详细设计如图 1(b)
所示。微纳复合样品的纳米尺度结构参数相同，各样品的具体参数见表 1。

表 1 不同实验样品结构参数

结构尺度 序号 样品名称 m(μm) n(μm)

微米和纳米尺度

1 MN22 200 200
2 MN44 400 400
3 MN66 600 600
4 MN88 800 800

微米尺度

5 M22 200 200
6 M44 400 400
7 M66 600 600
8 M88 800 800

1.2实验设计

样品夹具的组成如图 3c 所示。采用耐热隔热透明硅胶(导热系数约为 0.2W/m·K)在多孔

结构样品上粘贴 5mm 厚的玻璃，以减少热损失。样品背面的加热器和 RTD 通过散热器连接

到 PCB 上。电路板上焊接的导线与数据采集仪和直流电源相连，保证了电能的传输和信号

的传输。

图 3a 为实验系统图，图 3b 为样品实验装置图。外壳及样品夹具采用玻璃纤维(G11，导

热系数约为 0.042W/m·K)。样品夹具被绝热硅胶固定在壳体的槽内。本次实验的液体工质为

水。壳体正面安装一块玻璃作为观察窗，并放置 U 型聚二甲基硅氧烷(PDMS)垫圈，以避免

液体泄漏。外壳背面安装 4 根 25W 电加热棒，用于加热和维持液体工质温度。在玻璃纤维

盖顶部安装有冷凝装置用以在实验过程中维持壳体内液位高度恒定。为避免杂质堵塞多孔介

质，采用微泵和5μm过滤器对水进行循环过滤。受热面的电源为直流电源。T型热电偶(Omega，
直径 1mm)用于测量壳体内工作流体的温度。使用高速摄像机(Photron Fastcam Mini UX50)
结合同轴变焦镜头透过观察窗从样品正面进行实验观察和记录。数据采集系统(Agilent
34972A)以 1hz 的频率记录样品背面 RTD 和外壳中水的温度。

图 3 (a)实验系统图 (b)样品装置图 (c)样品夹具图



用于测量温度的金属铂需要一个煅烧过程和校准过程以避免电阻漂移[20]。沉积铂的硅

样品首先在管状炉中 400℃退火 1 小时。然后在 20°C 至 120°C 的烤箱中进行校准，以获得

铂电阻与温度之间的关系。图 4a-4b 为 Pt 加热器和 RTD 的标定曲线，电阻与温度呈线性相

关关系。RTD1、RTD2 和 RTD3 的平均灵敏度分别为 0.78°C/Ω、0.67°C/Ω和 0.52°C/Ω。在

实验过程中，去离子水在沸点状态下完全脱气 1 小时，水和多孔介质中的气体均被排出。输

入的功率呈线性增加，并在每个功率下保持 20 分钟以获得稳定的图像。根据不同的热流密

度，高速摄像机以 1000~5000 帧/秒的速度采集结构内部两相流型的可视化图像。

图 4 电阻标定曲线 (a)加热器 (b) RTD

1.3 数据处理和不确定度分析

假设加热区域内沿 z 方向的热传导为一维，忽略 x-y 平面的热传导。热流密度可以通过

RTD1、RTD2 和 RTD3 的对应温度来计算。虽然加热区域用保温材料覆盖，但热量向周围

环境的损失是不可避免的。利用温度计算出的热流密度与基于供热面积实测功率得到的热流

密度的相对偏差与热流密度的大小有关[21]，且热流密度越小，偏差越大。因此，通过简化

其为一维热传导，可以在很大程度上降低热损失对传热性能的影响。受热面的热流密度用傅

里叶定律表示：

� =− � ��
�� �

(1)

通过 RTD 在不同位置的电阻得到相应的温度 T1、T2、T3。温度与位置之间的关系由泰

勒级数近似得到：

��
�� �

= 3�1−4�2+�4
2 �2−�1

(2)

式中，x1、x2、x3 分别表示三个温度测点（T1、T2、T3）到多孔区基底（受热面）的距离，

且(x2-x1) = (x3-x2)。因此，基底温度 Ts和热流密度 qs 可由下式计算:
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式中 ks 为加热面的平均导热系数。因此，沸腾换热系数可计算为：

ℎ� = ��/(�� − ��) (5)
式中 Tl 为壳体内工作流体的温度。Ts 和 qs 的不确定度可以通过标准误差分析来计算[22]。热

通量的不确定度可由下式估算:
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其中代表不确定性。x 的测量不确定度为 0.001 mm。根据数据采集仪的规格，RTD 的电阻

测量不确定度约为 0.3%。基于校准曲线的高线性拟合性，温度与电阻之间转换的不确定度

可以忽略不计。样品受热面温度的不确定度可由下式计算：

Δ�s = (Δ�1)2 + ( �1
��

Δ��)2 + ( ��
��

Δ�)2 + ( ���
��

2 Δ��)2 (7)

T 型热电偶液体温度的最大不确定度为 0.1℃。h 的相对不确定度可计算为：

Δℎ�
ℎ�

= ( Δ��
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)2 (8)

换热系数的最大不确定度在热流密度为 8.2W/cm2 时为 12.70%，在热流密度为

253. 6 W/cm2 时降为 4.16%。随着热流密度的上升，HTC 的不确定度在逐渐减小。

2 结果与讨论

通过将复杂的三维微纳多孔结构简化为厚度只有一层的近二维多孔结构，利用高速相机

观察光源下气液两相反射的不同颜色，我们可以知道沸腾过程中多孔结构内部的现象。通过

将 RTD 测得的对应温度和换热数据进行分析和处理。我们得到了一系列内部现象与传热性

能关系的规律。通过结合传热数据与可视化结果，我们证明了多孔介质内部气液相分布对于

沸腾传热的重要性。为了分离微尺度和纳米尺度结构的不同功能，我们制备了一组微尺度多

孔样品和一组微纳复合尺度样品作为对比。图 5a-5d 分别为 8 个试样的热流密度曲线和换热

系数曲线。无论在微观结构还是微纳结构中，随着微尺度孔径的增大，传热性能都变得更好

(图 5a-5b)。此外，从图 5c 和图 5d 可以看出，随着纳米结构的加入，相同微孔尺寸样品的

换热系数均得到提高。

图 5 热流密度曲线：(a)微纳尺度样品 (b)微尺度样品；传热系数曲线：(c)微纳尺度样品 (d)微尺度样

品



2.2 纳米结构对沸腾换热的影响

在池沸腾过程中，液体补充和蒸汽产生的循环机制影响着结构的换热性能。简单地说，

当蒸汽吸收热量并离开受热面时，液体会再次湿润该表面。图 7 和图 8 分别为不同热流密度

下，样品 M44 和 MN44 内部气相运动的周期，每张图片下方标明了时间。沸腾开始后，所

有样品在低热流密度下的蒸汽行为非常相似。在最靠近受热面的底部通道中，蒸汽首先积累

并向上生长，并表现为周期性增长-收缩-增长的运动。此外，照片中的白色部分为固体，黑

色部分为液体，灰色部分为蒸汽(图 6b)。

图 6 (a)样品 MN44和 (b)样品M44在 80W/cm2热流下的照片

随着热流密度的逐渐增大，具有或不具有纳米结构的多孔介质中的现象变得不同。在蒸

汽的生长过程中，微观结构中的液膜逐渐消失而不能维持。在气相区域面积扩大的过程中，

气相区域中能很明显的看到液膜的蒸发，即气相区域的白色部分越来越大（图 7f-7g）。此外，

微孔样品内部的成核位置较为随机，从而导致了不规律的蒸汽现象和复杂的运动行为。随机

的成核点位会导致气相区域呈爆炸式生长（图 7m-7p），从而改变蒸汽的运动周期。

在微纳多孔介质中，整个过程基本上是周期性的生长-后退。但是当蒸汽区还没有完成

后退过程时，下一个增长过程就已经开始了。因此，总有一部分蒸汽区存在。由于纳米结构

的润湿性和较高的毛细力，该蒸汽区底部存在并保持一层液体膜。干点直到热流非常高时才

出现。从图 6a 和图 6b 可以看出在相似的热流密度下，MN44 在蒸汽面积最小时的底部是液

体和蒸汽，而 M44 在蒸汽面积最小时的底部完全被蒸汽占据。纳米结构的样品具有更稳定

的液膜，在沸腾过程中持续时间更长（图 8）。纳米结构的另一个机制是改变核沸点的起始

点。从图 5a 和图 5b 热流较低时可以看出，由于缺少成核点，微尺度样品在沸腾开始时会发

生明显的过热度减小现象。纳米结构使多孔介质的成核点密度提高，气泡脱离直径减小，从

而减弱甚至消除了过热度减小的现象。如图 5a 和 5b 中所示，样品 M88 的沸腾起始过热度

从 8.07℃降至了样品 MN88 的 5.98℃。



图 7 样品 M44在不同热通量下的蒸汽运动周期 (a-d)20.0W/cm2 (e-h)56.7W/cm2 (i-l)121.1W/cm2

(m-p)185.0W/cm2

图 8 样品 MN44在不同热通量下的蒸汽运动周期 (a-d)11.8W/cm2 (e-h)21.7W/cm2 (i-l)108.4W/cm2

(m-p)150.9W/cm2



2.3 微米结构对沸腾换热的影响

更宽的微通道使蒸汽以更小的流动阻力逸出。在相同热流密度下，孔径越大，蒸汽生长

收缩周期越快，有利于冷却液的补充和热量的排出。通过高速摄像机的观察证明，更宽的通

道有利于蒸汽的排出。相同热流密度(15W/cm2)下：样品MN22的一个生长-收缩周期为 93ms，
样品 MN44 为 35ms，样品 MN66 为 23ms，样品 MN88 为 17ms。这证实了微观结构主要调

控蒸汽行为而纳米结构则调控液体行为的研究结论。在多孔结构的沸腾过程中，微观结构是

调节结构性质和两相分布的主导。

此外我们还发现，当气相生长至与外界大环境连通时，排出将更加容易。这个现象有利

于加快蒸汽生长收缩的频率，进而影响到了结构的传热性能。在热流密度较低时，蒸汽面积

较小，气相难以维持稳定。蒸汽通过多孔结构底部连接到外部环境后迅速排出。随着热流密

度的增大，蒸汽生长速度更快，排出速度也更快。样品 MN44 在不同热流密度下的生长周

期如下：热流密度为 11。8W/cm2 的一个生长-收缩周期为 45ms(图 8a-8d)；热流密度为

21.7W/cm2 为 35ms(图 8e-8h)；热流密度为 108.4W/cm2 为 248ms(图 7i-7l)；热流密度为

150.9W/cm2 为 138ms (图 8m-8p)。由于冷却液补充迅速，加热面的过热度增加缓慢，HTC
增长迅速。随着热流的增加，蒸汽区面积逐渐增大，但蒸汽运动周期频率逐渐降低。蒸汽体

积增大并向上增长，但是依旧只有底部区域与外界环境相连，因此排出速率减小(图 8a-8h)。
冷却液补充次数的减少，导致加热面的过热度快速增长，因此 HTC 略有下降。当热流继续

增加时，蒸汽面积继续增大。最大蒸汽面积到达多孔介质顶端，蒸汽很容易通过样品顶端与

外部环境相连。因此，蒸汽排出频率加快，液体补充次数增加，加热面的过热度上升缓慢(图
8i-8p)。
2.1气液相分布对传热性能的影响

在多孔介质内部，蒸汽和液体的分布对结构的传热性能有显著影响。蒸汽的排出需要克

服结构框架的阻力。冷却工质在高毛细力的作用下，可以通过孔隙结构迅速补充到沸腾点，

延缓干涸的发生。这种竞争关系是结构调控的重点之一。液体在多孔结构中流动时，对流换

热起着重要的作用。由于沸腾过程中多孔结构的气液相变化，界面处的蒸发对传热传质也有

很大贡献。微孔结构的换热系数(图 5d)先急剧增大后基本保持不变。而微纳多孔结构的换热

系数则显得复杂得多(图 5c)。它首先迅速增加，然后略有减少，最终再次增加。通过观察和

对比发现，这种独特的趋势与高过热度下的蒸汽排出有关。在图 9a 中，随着热流密度的增

加，蒸汽生长和衰退周期的频率先加速，然后减慢，最后加速，这与 HTC 的趋势一致，这

证明了多孔结构中的气液相分布和运动对其传热性能有很大的影响。

通过计算每个时间下多孔结构内部的气相面积，我们可以得到蒸汽面积随时间变化的图

形。x 轴为时间，y 轴为蒸汽区面积。图 9a-9b 分别为样品 MN44 和 M44 在不同热通量下的

面积变化曲线。根据曲线，我们可以发现气相区域面积呈规律性的生长-收缩-生长周期。我

们认为一个生长-收缩周期为一个完整的气相运动循环（图 9a）。从图 9a 可以看出，在低热

流密度下微纳复合样品内部蒸汽生长和收缩速度快，蒸汽的最小面积较小。随着热通量的增

加，频率趋于变快，然后变慢，然后变快。最小面积也随热通量的增大而增大。对于微孔样

品(图 9b)，在较低的热流密度下周期性面积变化较为规律。而在高热流密度下这种周期性现

象变得不稳定。这可能是由于随机成核造成的气相区域爆炸式生长，从而影响气相运动周期。



图 9 样品(a) MN44 (b) M44蒸汽面积随时间变化曲线

3 结论

本文采用深度反应离子刻蚀和湿法刻蚀在硅片上制备了一组微纳复合多孔结构。利用高

速相机观察了多孔结构中气液界面的变化和蒸汽行为。研究了不同参数下微尺度和纳米尺度

结构对换热性能的影响。深入了解了微纳多孔结构的相变传热机理。

多孔介质沸腾过程中，结构内部的两相分布对传热性能有至关重要的影响。微尺度结构

对蒸汽运动起着重要的调节作用。在本文所研究的多孔介质厚度下，对于水平和纵向通道直

径相等的样品，孔径越宽，HTC 越高。纳米尺度结构影响了气液界面核沸点的起始点和液

膜的维持时间。 通过可视化实验，我们得到了沸腾过程中结构与性能的对应关系。适当扩

大蒸汽运动路径的宽度和在适当位置添加纳米结构可以进一步改善传热性能。通过合理设计

具有特定结构特征组合的复合结构，可以获得适用于不同条件下性能优良的微纳多孔结构。
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摘要：质子交换膜燃料电池（PEMFC）双极板的流道对电池性能具有重要影响。弯曲流道是双极板流

道设计过程中常见的设计元素。本文借助 COMSOL 软件研究了弯曲流道曲率对燃料电池性能的影响。

结果表明，速度矢方向对 PEMFC 的输出电流密度影响较小，相同条件下，随着流道曲率的增大呈先降

低、后增加的趋势，并在曲率为 1/90mm-1 时开始增加，层流和湍流工况则分别在曲率为 1/30mm-1 和

1/45mm-1左右时开始获得提升。合适的流道曲率可提高 10-208 A/m2的输出电流密度，其机制主要是通

过提高曲率降低流道和脊背宽度、次要是通过提高曲率降低流速来提升电流密度。弯曲流道还可强化

传质过程：能够降低外侧流道 5-10%的相对湿度、提高外侧流道催化层 5-17%的氧气浓度。因此，适当

的流道曲率设计能够提升 PEMFC 的产电性能及水、汽传输性能。本文的研究为 PEMFC 的流道设计提

供了理论参考。

关键词：质子交换膜燃料电池；流道；曲率；性能提升。

0 前言

在当前能源和环境问题日益严峻的局面下，氢能作为一种清洁高效的能源材料，逐

步受到人们的关注。作为氢能利用的手段之一，质子交换膜燃料电池（Proton exchange
membrane fuel cell，PEMFC）因具有比功率高、能量转换效率高、操作温度低、耐久性

较好等优点而备受青睐[1,2]。在现行商业化的燃料电池设计思路中，膜电极和双极板是组

成燃料电池的两大核心组件，其中双极板承担着输送反应气体、排出反应产物、集流、

支撑的作用[3]。双极板的流场设计十分重要，合理的流场设计不仅要保证燃料和氧化剂

供应充足且分配均匀，还要把反应生成的热和水及时排出，避免发生超温或水淹[4]，维

持燃料电池正常运行。

良好的流道结构设计能够有效提升电池性能[5,6]。弯曲型流道是一种常见的结构元

素，常见应用于包括蜿蜒流流道[7]、弧形流道[8]、交指流道[9]、蛇形流道[10]等在内的流场

设计中。相比于直流道，这些流道能够显著提升流动扰动程度，强化传质，进而提升燃

料电池性能[11,12]。例如，王万腾[13]等根据鹦鹉螺壳形状构建了 PEMFC 弧形阴极流道，

获得了峰值功率约 22%的提升。Zhou[14]等设计了一种具有反向正弦波流道的燃料电池，

优化分析了振幅、周期等设计参数，实现了约 12-16%的功率密度提升，并发现正弦波流

道比直流道具有更好的除水能力。进一步，Zhang 等[15]在对波形弯曲流道的性能分析中

考虑了冷却流场的效果，认为采用波形弯曲流道的 PEMFC 中阳极气体浓度偏差高于阴

极气体浓度偏差（约高 5.8%），且弯曲流道冷却流场传热带来的局部温差是提升流场气



体均匀分配性的主要影响因素之一。

可见，弯曲型流道结构在极板流场设计中能够显著提升电池的产电性能，但现有研

究主要针对某一弧形结构流道进行分析，而对弯曲型流道结构参数的影响机理以及实际

影响程度研究较少。本文对已有研究进行归纳分析，认为在蜿蜒型流道、交指型流道、

蛇形流道等实际设计中的复杂弯曲结构大致均可分解为具有不同曲率的弯曲流道结构

段，这种弯曲型流道结构影响燃料电池性能的主要因素是弯曲型流道的曲率。本文借助

COMSOL 商业软件建立多物理场数值模型，深入研究了流道弯曲程度对电池性能的直接

影响，旨在为实际工程应用中的流场设计提供参考。

1 模型与方法

1.1 几何模型

首先建立了如图 1 所示的基本流道结构。该结构为典型的 PEMFC 模型，自下而上

分别为阳极流道、阳极扩散层、阳极催化层、质子交换膜、阴极催化层、阴极扩散层、

阴极流道。阴、阳极流道成弧形分布，具有一定的曲率。

（a）单流道燃料电池横截面

（b）两种单流道(左 a 右 b)燃料电池模型

图 1 PEMFC 流道结构图

本文通过改变流道的曲率半径研究了流道弯曲程度对电池性能的影响。为研究曲率

对电池输出电流密度提升的起始位置，保证活性面积和流道长度相同，分别取 1/30、1/45、
1/60、1/90mm-1 的流道曲率，对应 180°、120°、90°、60°弧，分别计算统计产电电

流密度大小。具体模型参数如表 1 所示。

进一步的，保证膜电极活性面积和空间长度相同，改变曲率分别为 0.0122、0.018、
0.0236、0.0333 mm-1，流道长度、流道和脊背宽度随之改变。考虑到流道和脊背宽度的

改变会带来流速、宽高比方面的影响，分别设计定宽高比（1:1）变流速、定截面积变宽

高比的两种结构，仿真分析电性能和传质性能的变化。具体模型参数如表 2。



表 1 几何模型参数 1

名称 数值 [mm]
流道长度 L 30
流道宽度 Dc 1
脊背宽度 Dr 1
流道高度 Hc 1
扩散层高度 Hgdl 0.4
催化层高度 Hcl
膜高度 Hm

0.05
0.1

表 2 几何模型参数 2

曲率 0 0.0122 0.018 0.0236 0.0333

空间长度 L0[mm] 60 2 60 2 60 2 60 2 60 2

脊背宽度&流道宽度 Dr&Dc[mm] 1 0.99429 0.98717 0.97721 0.94885

流道高度 Hc[mm]
(定宽高比)

1 0.99429 0.98717 0.97721 0.94885

流道高度 Hc[mm]
(定截面积)

1 1.0057 1.013 1.0233 1.0539

总弧度 / 60° 90° 120° 180°

1.2 数学模型

内容为五号宋体。在保证数学模型有效性和精度的前提下，本文作出如下假设：

1）所涉及的工质气体为理想气体，流动考虑层流和湍流，不可压缩流动；

2）模型中的各部分材料为各向同性材料；

3）质子交换膜两侧的水为气态；

4）质子交换膜仅可透过水分子和质子；

5）燃料电池模型的边界上存在一定的强制对流散热。

在上述假设下：电流守恒方程可写作，

  0k k vi      （1）

其中角标 k 可同时代表电解质相和电极相，σk为电导率（S/m），φk为电势（V），

iv代表总电极反应电流密度（A/m3）。其中 iv 由 Bulter-Volmer 方程求得：
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其中，iloc为局部电流密度（A/m2），αa 和αc分别为阳极和阴极的传递系数，通常取

0.5；F 为法拉第常数，为 96485 C/mol，R 为气体常量，为 8.314 J/(mol•K)，T 为电池温

度（K），av为活性比表面积（m2/m3），η为过电势（V）并由能斯特方程推导计算，

 , ln
iv

i
ct eq ref

i ref

RT PE E T
nF P


 

     
 

 （4）

其中 Ect是设计的电极电位 Eeq,ref（T）是反应 H2 + O2 H2O 的参考电极反应电位，

约为 1.16 V，Pi是组分 i 的分压，Pref为参考压力，vi为反应系数，n 为参与反应的电子

数。

连续性方程（质量守恒方程）可写作，

( ) ( ) 0i ik ik i i
k

D d u R       （5）

其中角标 i = 1, 2, 3，代表组分。ρ、ωi、Dik分别为密度、质量分数、扩散系数，dk、

u、Ri分别代表扩散驱动力张量、速度矢量以及第 i 项的反应源项。在本文的模型中，dk、

Ri分别由下式计算：

1 [( ) ]k k k k A
A

d x x p
p
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i i v
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其中，Mi是组分 i的摩尔质量，Mn 是混合气体的摩尔质量，Vi为比体积，角标 k
代表组分，ωk为质量分数，xk计算公式如下。

k
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x M
M



（8）

进一步，动量守恒方程为，

1 2( ) [ ]u u pI K K u F         （9）

其中，K 为修正项，对于流道，
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对于多孔介质（除了流道外的其他区域），

1

1
2 2

1 2 1( ( ) ) ( )
3

( )

T

p p

m

p

K l

QK

 
 






     

  

u u u

（11）



其中，εp是孔隙率；κ为渗透率，单位[m2]；u 为速度矢量，ρ为浓度。

进一步，能量守恒方程为：

( )f f effCp u T k T Q       (12)

其中ρf为混合气体浓度；Cpf混合气体比热容；keff为换热系数。

1.3 边界条件

燃料电池流道入口采用速度入口边界条件，出口采用压力出口边界条件，气体扩散

层和双极板的交界面为无通量边界条件，其他有流体流通的边界均采用对称壁面表达，

具体如表 2 所示。

表 2 计算模型中采用的初始条件和边界条件

名称 参数 名称 参数

催化层空隙率 0.3 工作温度 353.15 K
催化层渗透率 2.36e-12 m2 设计电池电压（传质） 0.6 V
气体扩散层孔隙率 0.4 参考压强 1 atm
气体扩散层渗透率 1.18e-11 m2 相对湿度 80%
膜的电导率 9.825 S/m 阴极入口速度 公式计算

电解质相体积分数 0.3 阳极入口速度 公式计算

催化层电导率 100 S/m 气体扩散层电导率 222 S/m

1.4 模型可靠性及网格无关性验证

为检验本文模型的可靠性，采用了与文献[16]相同的算例进行对比，结果吻合良好，

如图 2(a)所示，最大相对误差低于 5%，充分验证了本文模型的可靠性。

在网格无关性方面，本文在网格数为 76000 的基础上，进一步对几何模型截面网格

边进行 1.5、2、2.5 倍的加密，进而对比在 0.6 V 电压下不同网格数模拟计算得到的电流

密度。获取的结果如图 2(b)所示，当网格数量加密至 390400 时，与进一步加密网格得到

的结果相比误差低于 1%，故可认为在同等计算精度下本文算例至少应选用 390400 的网

格数进行计算。



图 2 模型验证：（a）可靠性验证；（b）网格无关性验证

2 结果与讨论

2.1 流道曲率对燃料电池局部电性能的影响

对照以往试验中曲率带来的影响[17]，湍流更符合气体在多孔层内的运动状态，故

在图 3 中展示了不同曲率下弯曲流道及直流道在边界条件为湍流和层流时输出电流密度

的区别。层流工况、结构 a 条件下，计算结果表明电流密度随着曲率的增加而增加，在

曲率约为 1/30（mm-1）时，弧形流道 PEMFC 电流密度为 10013 A/m2，相对直流道电流

密度仅提升 2 A/m2。电池结构设计为 a 时，湍流工况电流密度相对层流工况平均约低 30
A/m2，趋势不变，但湍流工况下曲率对电流密度值的提升更大、最大约提升 18 A/m2。

对比湍流工况下结构 a 和 b 的电池数据，s 型、弯曲流道工况输出电流相差不超过 1 A/m2，

趋势相同。分析认为，流道结构改变时，速度矢方向随之改变，但电极反应发生在催化

层中，反应物流动低速无序，因此反应速率不受速度矢方向影响、不受蜿蜒结构变化影

响。流体高速流动时，在曲率影响下产生离心力，推动反应物在多孔层中的再分配、远

离曲率中心侧双极板脊对应位置的反应物浓度增加，提升了电极反应的速率，提高了电

池输出电流密度。上述分析表明，曲率增大对质子交换膜燃料电池输出电流密度有提升

效果；层流与湍流工况趋势一致。但根据多孔层无序流动状态，湍流工况更适于解释弯

曲流道提升输出电流密度这一现象[18]。输出电流密度与流体的速度矢方向无关、与蜿蜒

结构无关，仅与曲率大小相关。

S 型流道、弯曲流道及直流道的伏安特性曲线如图 4 所示。S 型流道、弯曲流道曲

率均为 1/30 mm-1，其中 S 型流道由两个半圆弯曲流道组成。弯曲流道与直流道电池伏安

曲线电流密度差值不超过 5 A/m2、功率密度差值不超过 3 W/m2，说明层流工况；输出电

压在 0.4 V 时，弯曲流道与直流道电池伏安曲线电流密度差值最大约为 134 A/m2、功率

密度最大差值约为 60 W/m2，认为曲率通过降低扩散极化损耗提升电池电性能；s 型和弯

曲流道电池电流密度差值低于 50 A/m2、功率密度低于 20 W/m2，即对于有弧度的流道，

相同膜电极、流道面积下，电池输出性能与结构基本无关。同时，根据图 4 展示的最大

功率密度点，选用 0.6 V 输出电压作为研究边界条件。

进一步的，贴合实际工程应用，图 5 展示了恒定空间长度、膜电极条件下改变曲率，

获得的定宽高比、定截面积工况下曲率-电流密度曲线（U = 0.6 V）。图 4“湍流结构 b
输出电流密度”为对照，即为图 5 中的定流道长度工况。定高宽比工况下，电流密度随

曲率增加先快速增加，在曲率 k = 0.018 时获得最大电流密度 10191 A/m2，随之降低，当

曲率为 0.0333 输出电流密度降低至 10100 A/m2。定流道截面积工况下，电流密度随曲率

先快速增加到 10179 A/m2（曲率 k = 0.0122），在曲率为 0.018 后逐步加快降低至 10001
A/m2（k = 0.0333）。相比定流道长度工况最大值 9989 A/m2，定宽高比、定流道长度工况

下获得的最大电流密度分别提升 208 A/m2和 190 A/m2。分析认为，定宽高比工况和定截

面积工况均改变了流道和脊背宽度，而膜电极活性面积一致，流道的实际长度也随之改

变。对比发现，当脊背和流道宽度降低时，输出电流密度的增量由 0 快速增加至约 208
A/m2，随后快速降低至 12 A/m2。这表明流道和脊背宽度的减小可以提升定宽高比、定

截面积工况的电流密度，且在曲率为 0.018 mm-1、流道和脊背宽度为 0.98717 mm 时具有



最佳提升效果。脊背位置电流输出密度两侧成阶梯函数分布，以脊背正中心为零点，函

数式为：
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0 0
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     为常数      

（13）

流道位置电流密度分布在一定范围、基本为定值。脊背和流道宽度降低时，脊背位

置平均电流密度快速增加，流道位置平均电流密度基本不变，总平均电流密度因此会出

现上升趋势。随宽度下降，b 值不断增加，x0缓慢减少，输出电流密度的增量逐渐下降，

当 x0数值趋于 0 时，输出电流密度的增量趋近于 0。定宽高比工况相比定截面积工况区

别仅为工质流速不同。根据图 4 结论，输出电流密度大小与速度矢方向无关。随着曲率

增大，流道和脊背宽度降低，定宽高比工况截面积快速降低，流速加快，输出电流密度

的增量先增加到约 137 A/m2（曲率 k = 0.0236 mm-1），随后快速降低至 99 A/m2。工质速

度影响工质在扩散层、催化层中的分配，在曲率的参与下工质获得由流道想脊背区域运

动的推动力—离心力，从而提升输出电流密度。但是这种提升相比流道和脊背宽度减小

带来的提升很小，在脊背和流道宽的时候影响较大、在脊背和流道窄的时候影响小，因

此造成了输出电流增量先增加后下降的现象。推断当脊背区域和流道区域多孔层工质分

配均匀时，曲率增加甚至会造成输出电流的降低。综上，给定膜电极活性面积和空间长

度，提高流道曲率能有效的提升燃料电池的输出电流密度，这种提升主要来源于流道和

脊背宽度的降低，工质流动速度影响较小。

图 6 展示了轴向电流密度分布。曲率改变对输出电流密度的影响是一个较小值，不

会改变电流密度沿轴向逐步减缓下降的趋势。弯曲流道工况电流密度随曲率κ变化如下

表 1，对比分析发现电流密度均随κ的增加而增大，弯曲流道电流密度差值均小于直流

道 4999.1 A/m2；流道末端电流密度最大提升约 10 A/m2。这表明曲率存在有利于电流密

度轴向（流道方向）分配，能够提高了流道尾端电极反应的效率。

表 1 弯曲流道工况电流密度随曲率 K 变化表

单位/(A/m2) K=0 K=1/90 K=1/60 K=1/45 K=1/30

进口

（l=0）

12774.1 12766.7 12767.5 12768.7 12771.9

出口

（l=30πcm）

7775.0 7778.6 7781.2 7781.0 7784.3

进出口差值 4999.1 4988.1 4986.3 4987.7 4987.6



图 3 0.6V 曲率-电流密度变化曲线图 图 4 伏安曲线、功率密度曲线图

图 5 0.6V 曲率-电流密度对比图 图 6 曲率-沿程电流密度分布图

2.2 流道曲率对燃料电池内部水、气传质影响

本节主要研究不同曲率下燃料电池内的水、汽分布问题。

取燃料电池流道 0.5 倍全长位置横截面（垂直于流动方向）阴极侧气体交换层

（GDL）与流道域（CH）的交界面、催化层（CL）与气体交换层（GDL）的交界面为

研究对象。

图 7 对比了直流道、曲率为 1/30 mm-1 弯曲流道湍流和层流工况下 GDL-CH 交界面

的湿度、氧气体积分数分布。发现对曲率为 1/30 mm-1 弯曲流道，层流两端位置湿度差

值约为 0.008，氧气体积分数差值约为 0.004。根据 2.1 节结果，控制变量设计下曲率对

输出电流密度有提升作用，说明曲率仅通过改善反应物浓度分布提升电极反应速率。直

流道模型中，湍流工况相比层流工况湿度最大约低 0.003，氧气体积分数约高 0.001。对

比层流，湍流工况下的曲率为 1/30 mm-1弯曲流道均匀度更好，湿度差值、氧气体积分

数差值均万只有约 0.001。曲率主要通过影响电池内流体速度矢量方向影响反应物的分

配，湍流工况弯曲流道多孔层内反应物径向动量更低，因此相比层流工况反应物分布更

为均匀。



（a）湿度分布 （b）氧气体积分数分布

(c)湿度差值图

图 7 层流、湍流工况工质对比分析图

图 7 还对比了定空间长度、湍流、曲率为 1/30 mm-1 工况下流道和脊背宽度改变与

否对 GDL-CH 交界面的湿度、氧气体积分数分布的影响。流道宽度为 0.949 倍工况湿度

比 1 倍工况湿度内侧高约 0.00407、同比增加 0.44%，外侧高约 1.160 210 、同比增加

1.24%；氧气体积分数内侧低约 6.9 410 、同比降低 0.89%；外侧高约 2.7 310 、同比

降低 3.45%。这表明流道和脊背宽度降低可以更好的分配催化层脊背和流道位置湿度和

氧气体积分数的分布。从图 8（a）（b）中可以看出，工质和产物在流道中同样服从公式

（13）的反函数分配方式。当流道和脊背宽度降低时，流道位置工质和产物浓度基本不

变，根据多孔介质中的达西定律公式：

R HQ A
l







（14）

横向渗流量 Q 与脊背宽度成反比，即随脊背宽度的降低，渗流距离 l 降低，由流道

区域多孔层、尤其是催化层，向低浓度的脊背区域工质渗流量 Q 增加；同理，脊背区域

多孔层内水蒸气向湿度更低的流道区域的渗流量 Q 增加。为更好分析反应物分布改善效

果，采用层流工况、不改变流道和脊背宽度进行讨论。



（a）层流 GDL_CL 交界面湿度变化 （b）层流 GDL_CH 交界面湿度变化

（c）湿度差值直方图

图 8 径向湿度分布

图 8 展示了湿度分布情况。对照物理模型研究（a-c），流道通过过量反应物的受迫

流动带走反应生成水，但水分在 GDL、CL 层扩散性能差，导致中部与双极板（BP）接

触位置水分堆积，形成近似的正态分布。而曲率打破了这种分布形式，H2O、O2、N2的

化学物质的量分别为 12、32、28，O2和 N2更多的聚集在流道外侧，导致内侧湿度增加、

外侧湿度降低，如图 7（f），在 k = 1/30 mm-1 时,获得本文最大的湿度差值 8.64×10-3（外）、

6×10-3（内），约占径向湿度差值极值的 5-10%。随着曲率的增长，GDL-CH 断面差值由

2.9 上升至 6.0、CL-GDL 断面差值由 4.38 略微下降到 4.36 再快速上升至 8.64。这种差值

是有益的，外侧湿度相对内侧湿度降低表明弧形流道外侧可以存纳更多的水分，可以避

免弧形流道外侧液水的聚积。两断面湿度差值也整体保持上升趋势，由 1.48 上升至 2.46，
湿度的浓度梯度提高，更有利于水分的排除。可以推断，弧形流道单电池水分布会更为

均匀。

图 9 展示了氧气体积分数的分布，氧气随曲率提升更多的传质到流道外侧。理想状

态下，内侧流道氧气与外侧流道氧气的径向通量一致，故 BP 对应位置氧气体积分数基

本不变。GDL-CH 断面和 GDL-CL 断面 O2 体积分数内外侧差值分别由 1.07、1.73 提升



至 2.27、3.41，两端面差值由 0.66 略微下降至 0.56 再上升至 1.14（单位均为 10-3）。GDL-CH
断面内外侧差值低于总浓度径向变化的 3%，表明曲率对氧气供给无影响；GDL-CL 断面

内外侧差值占总浓度径向变化的 5-17%，表明曲率会影响 CL 的氧气供给。但考虑到过

量空气系数，氧气过量供给，对输出电流密度影响较小，对应 2.1 节结论。推断可以设

计更低过量系数的 PEMFC，在达到同样效率时降低输入空气的能量需求。

（a）GDL-CL O2体积分数分布 （b）GDL-CH O2体积分数分布

（c）氧气体积分数差值直方图

图 9 径向氧气分布图

4 结 论

本文用数利用值模拟手段，通过建立等长的不同曲率流道及直流道单流道单电池

PEMFC 模型，通过输出电流密度变化和水汽分布研究曲率变化对电池输出电性能和传

质的影响。获得如下结论：

（i）输出电流密度随曲率增加先快速下降再逐步提升，曲率为 1/30 mm-1 时层流工

况提升 2 A/m2、湍流工况提升 18 A/m2，曲率增加可以提升电池电性能。

（ii）电池输出电流密度仅受曲率影响，主要受随曲率变化的流道和脊背宽度影

响，在曲率为 0.0122 mm-1、流道和脊背宽度为 0.99429 mm 具备最佳提升为 208 A/m2，

同时还受一定随曲率变化的流速大小影响、最高提升 137 A/m2，与结构、速度矢方向无

关。

（iii）流道曲率可以使电流密度沿流道方向分布更为均匀，弯曲流道出入口电流密



度差值相比直流道平均约低 12 A/m2；流道曲率主要通过影响流道末端电极反应速率提

升输出电流密度，最大可以提升流道末端 10 A/m2的输出电流密度。

（iv）曲率增加可以改善反应物的分布。曲率增加可以降低外侧流道的湿度，在κ

=1/30 mm-1 时最大降低 8.64×10-3，能降低 5-10%的湿度，有利于解决水淹问题；曲率增

加可以提高外侧流道氧气体积分数，能够提升 CL-GDL 截面 5-17%的氧气体积分数，可

以提高 CL 层的氧气供给能力。
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摘要：本文首次建立了多孔材料的三维表面张力模型，数值研究了热毛细对流作用下泡沫金属复合相

变材料的相变机理与储热特性，对比了不同马兰戈尼数和方腔纵横比对相变传热规律的影响。研究结

果表明增加马兰戈尼数能够强化热毛细对流，有助于方腔内部的热量传递，减少熔化时间，储热效率

最多可提升约 35%。而纵横比的增加虽有利于热毛细对流发展，但无法补偿传热距离增加和加热面积

减小带来的负面影响，导致总熔化时间增加，储热量和储热速率下降。

关键词：微重力；热毛细对流；泡沫金属；相变材料；热能储存

0 前言

近年来，深空探测技术的蓬勃发展有力支撑了中国航天事业的建设。在全新的深空

环境中，航天员与航天器都面临更复杂的环境因素，包括：微重力、强辐射、剧烈温度

波动、极端温差等[1]。而航天器载荷种类与精密度也在不断提升，电子器件热流分布不

均匀且局部密度过高的问题会严重威胁航天器的可靠性与使用寿命。因此，在进行热设

计时，需要考虑外部空间热环境、内部器件热流与热控系统的综合作用[2]。面对挑战，

科学家们尝试结合多种主动、被动热控技术进行航天器热管理。其中相变材料（PCM）

因其储热密度高，且相变周期契合航天器的正常运行周期，是用于航天器热控的理想材

料。

在航天器运行过程中，相变材料可吸收器件产生的短期高热通量并将其储存，不仅

有助于减少温度波动，还能缓解能量、时间和位置不匹配问题[3]。但是相变材料的低导

热率导致其能量的存储与释放受到严重阻碍，且在太空中无法利用由密度差驱动的自然

对流作为额外热传输机制，低导热率已成为相变材料在空间应用的瓶颈之一。金属泡沫

因其具有大传热面积和高热导率，被研究人员广泛用于提升相变材料的热性能。此外，

自由表面上方受温度梯度影响产生的表面张力梯度可驱动液相相变材料形成热毛细对流，

有助于缩短熔化时间[4]。因此，为进一步提升微重力环境中相变热控储能系统的性能，

本文以泡沫铜/石蜡的复合相变材料（CPCM）作为研究对象，首次建立多孔基体中相变

材料的三维表面张力模型，数值研究了热毛细驱动下泡沫铜复合石蜡的熔化动力学与传

热储热性能。本文的研究结果有望为探索相变材料在航天热控领域的应用提供指导。

基金项目：青年科学基金项目, 52006039, 复杂多孔介质限域纳米复合 PCM 相变传热的非牛顿效应及系



统优化研究

1 计算模型

1.1 物理模型描述

图 1a 展示了本文使用的�� × �� × H 的三维相变储热单元的物理模型。模型内部填

充了孔隙度为 92%的均匀泡沫铜与石蜡的复合相变材料，腔体左侧为加热壁，其余壁面

保持绝热，上壁面视为与空气接触的自由表面，在温度梯度的作用下会形成表面张力梯

度从而驱动液相相变材料发生热毛细对流。以上材料的相关参数如表 1 所示。

图 1 （a）热毛细对流驱动下泡沫铜复合石蜡的熔化模型；（b）多孔方腔顶部的自由表面特写图。

本文考虑的基本问题是在微重力条件下，数学模型基于如下假设：泡沫铜为各向同

性，孔隙分布均匀，孔径恒定，石蜡均匀填充在其中；将液相石蜡视为不可压缩的牛顿

流体，其密度服从 Boussinesq 假设，忽略石蜡在熔化过程中的比热容变化；将泡沫铜和

石蜡视为连续介质，使用体积平均法处理多孔基质内 PCM 的熔化，动量守恒方采用

Forchheimer 扩展的达西模型；采用焓-孔隙率法描述石蜡的相变过程，采用局部非热平

衡方程描述石蜡与泡沫铜之间的瞬态热能相互作用；方腔的表面是绝热的，刚性壁上无

滑移，顶部的自由表面是平坦的，在温度梯度的作用下受到表面张力的影响。

表 1 复合相变材料的热物性参数[5, 6]

热物性参数 石蜡 泡沫铜

密度 （kg / m3） �� = 785 �� = 8920
动力粘度 （kg / m s） �� = 0.000365 -
比热容 （J / kg K） �� = 2850 �� = 380
潜热 （kJ / kg） � = 175.24 -
热膨胀系数 （1 / K） � = 0.0003085 -

热导率 （W / m K）
�� = 0.3（固态）

�� = 0.1（液态）
�� = 401

熔化温度 （K）
��1 = 327.58
��2 = 337.26 -

马兰戈尼系数 （N / m K） � = 8.4 × 10−5 -



1.2 多孔材料表面张力模型

首先，需建立多孔自由表面上固体、液体和气体界面之间的表面张力关系。在

Hennenberg 等人和 Saghir 等人的研究中[7, 8]，该关系被扩展至连续多孔介质，并受到孔

隙率的影响。

如图 1b 所示，方腔顶部的自由表面由泡沫铜和石蜡组成，并假定自由表面是平坦

的。因此，在各向同性的多孔介质中，自由表面的平均表面张力可以表示为：

�� = ���� + ��� 1 − � , (1)

式中���和���分别为液-气相表面张力与固-气相表面张力，�代表泡沫金属的孔隙度。

当存在液相 PCM，自由表面在温度梯度的作用下产生表面张力梯度，其中表面张力

与温度呈线性关系：

��� = ���0 − � � − ���� , (2)

式中���0是参考温度����下的表面张力，� = ����

��
代表马兰戈尼系数，通常为常数。

表面张力和剪切力之间的平衡产生了热毛细对流。因此，自由表面的热毛细边界条

件如下：

�∇��� =− ���

��
∇��, (3)

式中的下标 t 和 n 分别代表法向分量与切向分量，假设平均表面张力��与温度的相关性

是由于液相 PCM 导致的，可将式（3）简化为[7, 8]：

�∇��� =− �����
��

∇�� =− ��∇��. (4)

该表达式适用于平坦自由表面，通过式（4）可将剪切应力与多孔基质中液相 PCM 的马

兰戈尼系数联系起来。

1.3 控制方程

基于上述模型假设，利用无量纲推导可得相变传热过程无量纲后的控制方程组[9]：
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其中�，��，���分别表示石蜡与泡沫铜的有效热扩散率比，密度比和比热容比；�� = �
��

2，

��� = ��∆�
�
，�� = ��

��
等无量纲参数分别为达西数，斯蒂芬数和普朗特数。

本研究的三维矩形腔沿 x，y，z方向的无量纲边长分别设为��，��，��，并且 �� = ��，

初始条件与边界条件设置如下：

�� = 0, � = � = � = 0, �� = �� = �∞ = 0, �ℎ = 1.5. (11)

�� > 0, � = 0, 0 ≤ � ≤ ��, 0 ≤ � ≤ ��, � = � = � = 0, �� = �� =

�ℎ = 1.5,

(12)

�� > 0, � = ��, 0 ≤ � ≤ ��, 0 ≤ � ≤ ��, � = � = � = 0, ���
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其中��� = �����2

���
是三维多孔矩形腔的无量纲马兰戈尼数，H 代表方腔高度，下标 p 是与

自由表面热梯度平行的方向（x 或 y），�� = ��−�∞
��

表示温度为��的左侧热壁和距离为��

的右侧冷壁之间的温度梯度，冷壁具有外部温度�∞。

本研究利用平均努塞尔数（��� ��� ），无量纲储热量（�∗）和储热密度（�∗）来评估传

热储热性能：

�� = − ���

��
|�=0, ��� ��� = �=0

��
�=0
�� �� ������ , (17)

� � = ���� � + ����� � , (18)

�∗ = �
����

, � = �(������)
������

, ��� = �������
����������

, �∗ = �
����

. (19)

其中��为加热面的局部努塞尔数，�和�分别为 CPCM 的总储热量和总储热效率，����

和����分别指的是参考工况下的储热量与储热效率。

2 计算方法与验证

2.1 计算方法

本文采用有限体积法对控制方程（5-10）进行离散，基于交错网格使用 SIMPLE 算

法进行数值计算[10]。这里选择 42875、46656 和 50653 三种网格数下的液相分数演变进

行网格独立性验证，如图 2 所示。考虑到计算经济性和精度，选择 46656 个单元的网格。

图 2 网格独立性验证。

2.2 实验验证

目前，由于微重力环境实验条件难以实现，无法进行微重力条件下的实验验证。但

是在以前的工作中，我们搭建了不同的地面储热实验平台以验证数学模型和计算代码的

有效性。首先，使用红外热成像仪和高清摄像机记录了铜泡沫复合石蜡的熔化过程[11]。

此外，还使用粒子图像测速仪（PIV）来模拟相变储热单元的内部流场，并使用高速摄

像机拍摄流体运动的瞬时图像[12]。这些实验结果验证了代码的可行性。



3 结果与讨论

本节对三维矩形腔中热毛细效应下泡沫铜复合石蜡的熔化动力学进行了研究，分析

了不同马兰戈尼数（Ma）和纵横比（AR）对温度场分布、流场变化和熔化前沿的影响，

还结合了液相分数、努塞尔数和无量纲传热、储热量等数值结果进行了定量评估。

3.1 马兰戈尼数的影响

本节首先研究了 Ma 对微重力环境下泡沫铜复合石蜡熔化传热的影响。Ma 的取值范

围在 5×104 ~ 2×105[4]，以探索不同表面张力梯度下热毛细效应驱动相变传热的规律。其

中，图 3 为不同 Ma 下 PCM 的温度分布与流线变化，图 4 为相应的熔化性能分析。

图 3 不同 Ma 下 PCM 温度与流线分布：（a）Ma = 5×104，（b）Ma = 1×105，（c）Ma = 2×105 （Da = 0.01，

� = 0.92）。

从图 3a 可知，在熔化初期（Fo = 0.03），方腔上部的熔化速度更快，在表面张力的

作用下，产生了一个顺时针热毛细对流单元，导致附近的等温线分布密集且出现了明显

倾斜。而方腔下部的等温线分布均匀且几乎都平行于左侧热壁，这说明该区域由热传导

主导熔化。随着时间的推移（Fo = 0.06 和 0.09），热毛细效应不断增强并在熔化过程中

占据主导地位，方腔上部等温线的倾斜角度逐渐增加，对流区持续扩大并向前推进。在

到达右侧冷壁后（Fo = 0.15），由于左、右壁之间的温度差消失，方腔顶部的温度梯度急

剧减小，导致对流强度急速下降，液相 PCM 速度发生衰减。此时等温线分布与熔化界

面平行，表示在顶部 PCM 完全熔化后，热传导将主导相变直到熔化结束。在图 3b 和图

3c 中，Ma 从 5×104增加至 2×105提升了驱动对流的表面张力，从而加速热毛细对流单元

向前推进并促进主涡发展，因此该区域附近的等温线更加倾斜。Fo = 0.09 时，在图 3b



中可以观察到对流单元中出现了一个顺时针的二次涡。这是因为 Ma 的增大导致了更强

的热毛细效应，这令主涡在拥有更高流速的同时，也受到了更强的离心力，从而分裂出

二次涡。两个涡流在相互作用的过程中不断传递动量与热量，使得自身尺寸持续增大并

推动对流区域不断发展，直至方腔顶部的 PCM 被完全熔化。从整体上看，Ma 的增加明

显加速了 PCM 的熔化。

图 4 不同 Ma 下的（a）液相分数随时间的变化，（b）平均努塞尔数随时间的变化，（c）平均温度与储

热量，（d）完全熔化时间与储热效率。

图 4 展示了不同 Ma 下随时间变化的液相分数与平均努塞尔数（��� ��� ）曲线以及储热

单元的总储热量和平均储热效率。图 4a 显示 Ma 的增加能显著降低 PCM 的总熔化时间，

这归因于更强的热毛细对流对熔化的促进作用。图中三条曲线都存在一个转折点，这是

因为熔化前沿到达右冷壁后，自由表面热梯度的消失使得热传导开始主导相变过程，从

而改变了曲线的变化趋势。在图 4b 中，三条��� ��� 曲线的变化趋势相似。熔化初期它们相

互重叠并迅速下降，Ma = 2×105的曲线会更早地发生转折，下降趋势变得平缓。这是因

为其自由表面下方率先形成了稳定的热毛细对流并主导传热。一段时间后，��� ��� 曲线再次

出现转折并持续下降，这是由于方腔上部完全熔化后，表面张力的减小导致液相 PCM
流速大幅下降，热传导重新主导 PCM 熔化直到结束（图 3c）。注意在三条曲线的拐点前，

除 Ma = 5×104以外，都出现了一定程度的波动，这可能是二次涡被主涡吸收所导致的。

图 4c 和 4d 综合分析了 PCM 的储热性能。在图 4c 中可以观察到平均温度（����）与总

储热量（E*）随着 Ma 的增大而增大。图 4d 显示，总储热效率（Q*）与 Ma 成正比，而

总熔化时间与 Ma 成反比，这与图 3 的趋势一致。更大的表面张力促进了热毛细对流的

发展，因此 Ma = 2×105时熔化时间最短，储热速率与 Ma = 5×104时相比提升了约 35%。

3.2 纵横比的影响

本节主要研究 PCM 体积不变时，不同 AR 的矩形方腔中 CPCM 的熔化传热规律，



AR = Ly/Lx。表面张力较大时（Ma1），AR = 1，Max = May = 2×105对应 AR = 2.25 的 Ma
取值分别为 Max = 152629，May = 67835；而表面张力较小时（Ma2），AR = 1，Max = May

= 5×104 对应 AR = 2.25 的 Ma 取值分别为 Max = 38157，May = 16959。不同 AR 的 PCM
熔化前沿与流线变化如图 5 所示，定量分析如图 6 所示。

图 5 AR = 1 和 AR = 2.25 的矩形方腔中 PCM 的熔化前沿与流线变化 （Da = 0.01，� = 0.92）。

对比图 5a 和 5c 可以发现，在表面张力较小的情况下，AR 的增加会显著增加熔化

时间。Fo = 0.09 时，AR = 1 的方腔顶部熔化了接近 2/3，而 AR = 2.25 的顶部仅熔化约

1/3。AR 的增加有助于拓展自由表面，增大对流区域与未熔化 PCM 的接触面积，扩大

热毛细对流单元的发展空间。但也减小了左侧热源与 PCM 的接触面积，一定程度上削

弱了相变过程中的热传导；而更长的矩形方腔意味着更远的传热距离，远端的固相 PCM
发生相变需要消耗更多的热量。值得注意的是，方腔内部的泡沫金属可能会增强 PCM
熔化过程中对热传导的依赖性并削弱热毛细效应的重要性。因此 AR = 2.25 时热毛细对

流的发展无法补偿热源传热面积减小和传热距离增加所带来的热输运削弱。此外，AR =
2.25 时热壁与冷壁之间相距更远，自由表面的温度梯度减小，导致热毛细对流的驱动力

衰减。在图 5b 和 5d 中可以看到，随着 Ma 的增加，热毛细效应逐渐增强，对流单元的

主涡中分裂出了二次涡。相较于图 5a 和 5c，熔化前沿变得更为倾斜且更早到达右侧冷

壁。在图 5d 中，表面张力的增加与自由表面的拓展也改变了方腔上部完全熔化后液相

PCM 的流动状态。Fo = 0.27 时可以看出增加 AR 更有利于热毛细对流的发展，主涡受到

方腔几何结构的影响被进一步拉长，因此对流区域保持双涡结构驱动相变直至熔化结束。



图 6 不同 AR 下的（a）液相分数随时间的变化，（b）平均努塞尔数随时间的变化，（c）平均温度与储

热量，（d）完全熔化时间与储热效率。

以下是 AR 对传热和储能性能影响的定量分析，如前所述，Ma1和Ma2分别表示表面

张力较大和较小的情况。在图 6a 中可以看出，AR 从 1 增大至 2.25 会导致熔化时间增加，

在 Ma2 时（虚线），大 AR 的缺陷会被进一步放大。在图 6b 中对比 AR = 1（黑线）和

AR = 2.25（红线）的��� ��� ，发现 AR 的增加延长了��� ��� 曲线的平稳下降阶段，这说明大 AR
有助于热毛细对流的发展并延长对流主导熔化的时期。但由于加热面积和自由表面热梯

度的减小，传热距离的增加以及泡沫金属对热毛细对流的抑制，因此 AR = 2.25 时熔化

速度更慢。在图 6c 和 6d 中，更小的 AR 和更大的 Ma（Ma1，AR = 1）拥有更高的平均

温度，储热量和储热效率。与之相比，Ma1，AR = 2.25 的储热量减少了约 5%，储热效

率下降了约 34%。这可以解释为 AR = 1 时加热壁与 PCM 的接触面积更大，有助于 PCM
吸收更多的热量，且更小的自由表面可产生更大的热梯度驱动热毛细对流。

4 结 论

本文提出了一个多孔骨架中相变材料的三维表面张力模型，数值研究了热毛细效应

下泡沫金属复合相变材料的传热储热特性，评估了马兰戈尼数和纵横比对 CPCM 相变传

热规律的影响。结果表明热毛细对流驱动的相变传热主要分为三个阶段：熔化初期，热

毛细对流发展的中期阶段以及导热主导相变的后期阶段。增加 Ma 能够强化方腔上部的

热毛细对流，使熔化前沿更为扭曲、倾斜并快速到达右冷壁。相较于 Ma = 5×104，Ma =
2×105时熔化时间大约减少 25%，储热量与储热效率分别提升了 1.6%和 35.5%。增加 AR
有利于热毛细对流的发展，但由于加热面积和顶部热梯度减小以及传热距离增加，导致

Ma1时，AR = 2.25 的储热量和储热速率比 AR = 1 时分别下降了大约 5%和 34%。
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摘要：本文提出一种具有纽带状流道结构的部分填充催化剂床以提高太阳能甲醇重整制氢系统运行时

的可靠性和经济性。基于所建立制氢系统的三维综合数值模型，探究了部分填充催化剂床的关键参数

对整个系统综合性能的影响。研究发现，在催化剂用量为全部填充时的 80.8%时，所提出的纽带流道型

部分填充催化床一方面能够降低系统最高温度，提高整个系统运行可靠性；另一方面能在提高转化率

的同时节约泵功与催化剂用量，提高整个系统的经济性。

关键词：抛物面槽式太阳能集热器；甲醇水蒸气重整制氢；部分填充床；性能优化；数值模拟；

0 前言

近年来化石能源趋于枯竭，越来越难以满足日益增长的能源需求[1, 2]。化石能源的过

度使用也带来了雾霾、温室效应等一系列环境、气候问题，发展可再生能源是缓解这些

问题的有效方式。太阳能储量丰富，是最理想的可再生能源；氢气热值高、清洁高效，

是一种理想的可再生能源载体。因此利用太阳能驱动热化学反应制氢是一种有效的可再

生能源存储、利用的方式。在众多制氢反应中，甲醇水蒸气重整反应（Methanol-Steam
Reforming Reaction, MSRR）原料广泛、易于实施，且其反应温度与抛物面槽式太阳能集

热器（Parabolic Trough Collector, PTC）温度相匹配。所以，采用 PTC 驱动 MSRR 反应

进行制氢的太阳能热化学利用技术成本低、易于实施，为氢燃料的生产提供了新的途径。

学者们针对太阳能甲醇重整制氢技术进行了探索研究。Jin 等人[3, 4]提出了 5kW 的中

低温线性抛物面槽式太阳能吸热器/反应器（Parabolic Trough Solar Receiver-Reactor,
PTSRR），它利用 PTC 收集太阳能驱动甲醇转化制氢。随后 Liu 等人[5]制造了 5kW 功率

的 PTSRR 原型机，发现该装置甲醇转化率超过 90%。随后，Hong 等人[6]将功率扩展到

15kW，实验证明了该技术可行。Liu 等人[7]构建了包含流动换热、化学反应全过程的

PTSRR 多物理场耦合数值模型，探究了关键参数对 PTSRR 系统性能的影响。研究表明，

PTSRR 可有效利用太阳能制取氢气，为太阳能高效利用和经济制氢开辟了新的方向。

然而，PTSRR 技术要实现工程应用，还有一些问题亟待解决。最主要的是 PTC 周

向热流分布不均匀，会导致吸热/反应管出现局部高温和较大的温度梯度，进而导致催化

剂烧结、热应力过大等一系列问题，威胁系统的高效、安全运行。针对此问题，一方面

可考虑通过改变反射器的参数以均化热流分布来改善，如轴向变宽度反射器[8]、二次聚



光反射器等[9]。另一方面，也有学者考虑通过改善吸热/反应管内流动、传热过程来改善，

如在吸热/反应管内安装静态混合器[10]，改变催化剂床的孔隙率分布[11]，均提高了甲醇转

化率与温度均匀性。Liu 等人[12]采用变分法优化床层内孔隙率分布，提高了甲醇转化率。

Zheng 等人[13]提出的新型填充方式可提高单位泵功的化学能转化率。

文献综述表明，改善 PTSRR 吸热/反应管内流动、传热过程可有效提高整个 PTSRR
系统的综合性能。纽带状插入件可以有效改善管内流体的流动传热过程[14]，部分填充多

孔介质能够重构流场分布[15, 16]。为进一步降低 PTSRR 系统的投入成本，改善 PTSRR 系

统运行可靠性与经济性，本文提出了一种具有纽带状流道结构的 PTSRR 部分填充催化

剂床结构，一方面利用纽带状结构强化传热的性质，另一方面利用部分填充结构重构流

场的性质，以改善吸热/反应管内流动、传热过程，从而提高 PTSRR 系统综合性能。基

于此，本文针对具有纽带状流道结构部分填充催化剂床的 PTSRR 建立三维综合数值模

型，分析不同填充情况下 PTSRR 系统的流动换热与化学反应综合性能。

1 模型建立

1.1 物理模型

本文所提出的具有纽带状流道型部分填充催化剂床的抛物面槽式太阳能吸热器/反
应器（Parabolic Trough Solar Receiver-Reactor, PTSRR）如图 1 所示（轴向作缩放处理）。

(a) PTSRR 主视图 (b) PTSRR 等轴视图

图 1 抛物面槽式太阳能吸热器/反应器及其部分填充催化剂床结构图

PTSRR 系统最下方是抛物面槽式太阳能反射器，其焦线位置固定的是吸热/反应管

（为方便显示作半透明处理）和玻璃管。二者中间部分是真空环形空间，由玻璃-金属接

头进行密封，吸热/反应管外表面涂有太阳能选择性吸收涂层，其发射率与温度有关。吸

热/反应管内部为部分填充催化剂床，图 1 蓝色区域填充有 Cu/ZnO/Al2O3活性催化剂（本

文选定不发生失活烧结的最高温度为 573.15K[11]），浅黄色区域未填充催化剂，两部分区

域通过金属网进行分隔。纽带状流道区域高度为 D，扭转数为 N，每转过 360°为一转。

PTSRR 系统的相关几何参数有[17-19]：反射器开口宽度 a=2.5m、反射器焦距 f=0.6m，

玻璃管内径 dgi=0.110m、外径 dgo=0.115m，吸热/反应管外径 dao=0.070m、内径 dai=0.066m、

长度 7.8m。相关的光学参数有：表面误差 0.2、跟踪误差 0.2、不平行太阳光锥角 4.65mrad、
反射器反射率 0.945、吸热/反应管吸收率 0.960、玻璃管透射率 0.965、玻璃管反射率 0.035。

PTSRR 运行过程中，其内部光学过程、传热过程本课题组已有详细分析，详见文献

[10, 11, 17]。对于化学反应过程，甲醇水蒸气原料在进入反应床之前就充分混合并加热

汽化到一定的温度。随后气体原料进入部分填充催化剂床，一部分原料首先进入填充催



化剂区域，与催化剂颗粒接触发生反应。另一部分原料首先进入未填充催化剂区域，但

由于纽带状流道结构的存在，在这部分气体流向上始终有催化剂的存在，因此沿程逐渐

进入到填充催化剂区域，取代首先进入填充催化剂区域的气体，与催化剂接触进而发生

反应。PTC 聚集的热量通过导热加热催化剂，混合气体原料通过对流与吸热/反应管壁面、

催化剂颗粒进行热交换。

1.2 数值方法

1.2.1 数值模型

本文采用计算流体力学（Computational Fluid Dynamics，CFD）方法针对北京夏至

日正午 12 点运行的太阳能甲醇重整制氢系统进行分析。其中，吸热/反应管壁上非均匀

的太阳能热流分布采用蒙特卡洛射线追踪法（Monte Carlo ray tracing，MCRT）计算得到，

该模型先前由 Cheng 等人提出并验证[20]。真空环形空间在 FLUENT 软件中由具有近真

空特性的流体来实现[21]，其流动状态为层流，热辐射采用 S2S 模型。催化剂床内的多组

分流动采用多孔介质模型、组分运输模型，化学反应采用 MSRR 三速率动力学模型[17]。

为简化问题，可作出以下假设[13]：1）多组分气体混合物视为不可压缩的理想气体；

2）填充催化剂的区域孔隙率均匀且各向同性；3）催化剂床层中的热辐射忽略不计。同

时，在本文所研究的典型工况下，基于颗粒直径计算的雷诺数范围远大于多孔催化剂床

层中充分发展湍流的最小值 300[22]，因此流态为湍流，选择可实现 k-ε湍流模型[11]。

1.2.2 控制方程

（1）对于玻璃管、吸热/反应管等固体区域，只需求解扩散项而不需求解对流项，

因此其控制方程为仅有扩散项的纯导热方程，此处不再赘述；

（2）对于吸热/反应管内填充催化剂床区域，动量方程中在该区域加入根据经验假

设为主的阻力源项，能量方程基于局部热平衡假设，加入化学反应热源项，组分运输方

程加入化学反应消耗或生成的源项。其中导热系数、渗透率及扩散系数等根据孔隙率修

正[17]。因此催化剂床区域的各控制方程可以表示如下：

连续性方程：
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等式右侧的最后一项为多孔介质区域内的动量源项，包含渗透率为 C1F的粘性损失

项和惯性阻力系数为 C2F的惯性损失项，由 Ergun 方程[23]计算获得。

能量方程：
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等式右侧的最后一项为化学反应热源项，其中，组分 n 的质量生成率可由 ANSYS
FLUENT 根据 MSRR 的 Rn,r和化学计量系数自动计算。

组分运输方程：
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式中，mn和 Dn,m分别是组分 n 的质量分数和在多组分混合气体中的质量扩散系数。

Mw,n是组分 n 的摩尔质量，Rn,r是反应 r 中物质 n 的生成或消耗的摩尔速率。反应速率 rr

采用 Peppley 等人提出的三速率动力学模型[24]进行计算，整个甲醇水蒸气重整总反应过

程有三个子反应：甲醇-水蒸气重整反应（Methanol-Steam Reforming Reaction, MSRR）、
甲醇分解反应（Methanol Decomposition Reaction, MDR）和水-气变换逆反应（reverse
Water-Gas Shift Reaction, rWGSR）。反应速率通过 FLUENT 用户自定义函数计算。其反

应热化学方程式如下，相应动力学模型表达式见参考文献[17]：

3 2 2 2MSRR CH OH+H O(g) CO +3H 49 kJ ： （5）

3 2MDR CH OH CO+2H 90 kJ ： （6）

2 2 2rWGSR CO+H O(g) CO +H 41 kJ ： （7）

（3）对于吸热/反应管内未填充催化剂床区域，其控制方程与填充有催化剂的区域

相似，主要区别为：未填充催化剂故该区域孔隙率为 1，动量方程中粘性阻力源项与惯

性阻力源项均为 0；无反应发生故能量方程中化学反应热源项为 0，组分运输方程中反应

速率源项为 0。这些为 0 的源项均通过 FLUENT 用户自定义函数进行设置。

1.2.3 边界条件

模型中各个区域的端面均采用绝热、无滑移边界条件，区域的交界面均采用热耦合

边界条件。其他主要边界条件设置如下：

（1）吸热/反应管入口：质量流量入口，入口温度 Tin=500 K，水醇比 SMR=1.1。
（2）吸热/反应管出口：压力出口，表压为 0。
（3）吸热/反应管外壁面：通过 MCRT 计算的非均匀太阳能热流分布。太阳能选择

性吸收涂层的发射率与温度 Tao有关：εao = 0.00042Tao (K)-0.0995[21]。

（4）玻璃管外壁面：辐射与对流换热混合边界，通过 Stefan-Boltzmann 定律计算外

辐射传热量，假设玻璃管的发射率为恒定值 0.90，大气温度为 287.15K，对流换热系数

采用文献[21]中关联式进行计算。

1.2.4 求解方法

对本文所研究的 PTSRR 三维综合数值模型的控制方程进行离散求解，控制方程的

对流项采用二阶迎风格式离散。由于 PTSRR 综合数值模型中，具有纽带状流道结构的

部分填充床内流动、换热、化学反应过程较为复杂，为了更好地保证速度和压力之间的

耦合，本文采用 PISO（Pressure-Implicit with Splitting of Operators）算法。为保证计算精

度，连续性方程与其他方程的残差分别设为 10-4 和 10-8。

1.2.5 参数定义

在流动传热性能方面，分别定义泵功 Ppump、表面换热系数 h，其计算式如下[7, 13]：



pump  Δin cP u A P   / ( )h Q T A   （8）

式中，uin为进口速度，Ac、 P 为吸热/反应管进口截面面积和压降，Q 为透过吸热/反应

管的热量， T 为吸热/反应管与流体的平均温差，A 为吸热/反应管外壁面面积。

在化学反应性能方面，定义的相关评价指标为甲醇转化率c、一氧化碳选择性 SCO，

其计算式具体如下[11]：
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式中，c为消耗甲醇与入口甲醇流量之比，用来评判反应物转化的程度，SCO为出口 CO

流量与 CO、CO2流量和之比，用来评判出口 CO 的含量，SCO越大则 CO 越多，H2越少。

另外，定义水醇比（the inlet molar ratio of steam to methanol, SMR）和催化剂质量-
甲醇摩尔流量比（the ratio of catalyst weight to inlet methanol molar rate, WFR）。前者为入

口水与甲醇的摩尔流量比，后者是在催化剂全部填充时的催化剂质量与入口甲醇摩尔流

量的比值，其单位为 kg·s·mol-1，后续讨论中为方便描述将省略单位。

2 模型验证

本课题组对 PTC 的 MCRT 光学模型已经进行过充分的验证[20]，本节将对化学反应

模型进行验证。采用与文献[24]相同的情况，即运行压力为 1.01bar，水醇比为 1.0，将不

同 WFR 下催化剂床中 MSRR 反应的c与文献[24]对比，如下图 2（a）可以看出，c随

着 WFR 和温度的变化趋势与文献中的实验结果吻合较好，证明了本文模型的可靠性。

(a) 模拟结果与文献[24]对比 (b) h、c随网格数变化

图 2 模型准确性验证以及网格独立性验证

随后进行了网格独立性验证。以计算工况为 WFR=100、入口温度 Tin =500 K、水醇

比 SMR=1.1，PTC 的开口宽度 a =2.5 m、焦距 f =0.6 m 且催化床内全部填充催化剂为例，

不同网格数下 h、c计算结果如图 2（b）。可以看出，网格数达到 99.84 万对计算结果影

响较小，故选择该网格进行相关模拟计算。其他工况下的网格也参照此方法进行验证。

3 结果分析与讨论

本节从纽带状流道区域高度 D 和扭转数 N 两个参数进行讨论，考察在不同 WFR 下

纽带状流道结构对 PTSRR 系统性能的影响。每个 WFR 对应的流量均以催化剂全部填充

时进行计算，即在同一 WFR 下部分填充与全部填充情况下 PTSRR 系统流量相同。

3.1 纽带状流道区域高度 D 的影响



在本节中以扭转数N=10为例进行分析，对比纽带状流道区域的高度D分别为5 mm、

10 mm、15 mm、20 mm 以及 30 mm 时，部分填充情况下 PTSRR 系统的综合性能。不

同 D 下催化剂填充量分别为全部填充时的 90.4%、80.8%、71.3%、62.0%以及 44.2%。

图 3（a）是不同高度 D 下 PTSRR 系统的泵功，可见在所研究的范围内，泵功随 D
的增大而降低，在 D=10 mm 时可降低 80%的泵功。这是因为填充催化剂会对流体有较

大阻力，D 越大则催化剂越少，流体阻力越小，进而能够节约泵功。图 3（b）是不同高

度下吸热/反应管的表面换热系数 h，可以看到在所研究的范围内，随着 D 的增加，h 先

增大后减小，先增大是因为纽带状流道结构能够强迫流体产生宏观的扰动强化传热，后

减小是因为未填充催化剂区域变大，大部分流体通过未填充催化剂区域快速流出。总体

来看，不同 D 下 PTSRR 系统的泵功小于全部填充，h 大于全部填充，即纽带状流道结

构的部分填充床能够有效改善 PTSRR 系统的流动换热性能。此外在 WFR=125 时，不同

D 下 PTSRR 系统的最高温度全部填充时分别低 16 K、14 K、11 K、7 K，具有更大的安

全裕度，催化剂烧结风险更低，在运行中具有更高的可靠性。若按照 PTSRR 系统最高

温度控制策略，即最高温度低于催化剂烧结温度 573.15 K 的前提下尽可能提高 WFR 的

策略，具有纽带状流道结构的 PTSRR 系统能够获得更大的甲醇转化率c。

（a）泵功 （b）表面换热系数

（c）甲醇转化率 （d）一氧化碳选择性

图 3 不同纽带状流道区域高度下 PTSRR 系统的综合性能

图 3（c）为不同 D 下 PTSRR 系统的甲醇转化率c，可以看到随着 D 的增大，c逐

渐下降，这是因为填充催化剂越少，未经过催化剂区域参与反应直接流出 PTSRR 系统

的流体越多。图 3（d）为不同高度下 PTSRR 系统的一氧化碳选择性，可以看到随着

WFR 的升高 SCO逐渐增大，因此 WFR 不能太大。随着 D 的增大，SCO先下降后升高，

且升高幅度逐渐增大，这是因为填充与未填充催化剂区域之间的流体对流效果减弱。总

体来看，除 D 为 30 mm 情况外，不同 D 下 PTSRR 系统的c大于全部填充，D=10mm 时



比全部填充高 2.7%，而 SCO低于全部填充，即在 D 不是太大时，具有纽带状流道结构的

部分填充床下 PTSRR 系统有着更高的出口氢气含量，更好的化学反应性能。

不同 D 下吸热/反应管内流场分布如下图 4 所示（轴向缩放）。图 4（a）、4（b）对

比可以看到具有纽带状流道结构的部分填充床的 PTSRR 系统内流体出现了纽带状的高

速带，这是因为未填充催化剂的区域阻力较小。纽带状高速带一方面具有周向的分量，

能够使气体在周向上形成对流，缓解了由于不均匀热流造成的反应以及浓度分布不均匀

的现象，从而改善了浓度分布，如图 5 所示。由于 PTC 提供的热流分布不均匀，在顶部

热流密度较低，在底部热流密度较高。全部填充时由于低热流区域反应不完全，而高热

流区域生成的产物占据催化剂活性位点，导致副反应程度增大进而产生较多 CO。纽带

状高速带能够改善这种不均匀的浓度分布，优化物理场协同性，能使更多的反应物接触

催化剂活性位点，进而提高 PTSRR 系统的转化率、降低了 PTSRR 系统的 SCO。对比图

4（b）、4（c）发现，在 D 较大时纽带状的高速带范围也较大，导致较多未反应的气体

未经过催化剂区域快速流出，因此化学反应性能有所下降，这也与前文的分析相吻合。

随后观察不同填充情况下 PTSRR 系统吸热/反应管外壁面的温度分布（图 6，轴向

作缩放处理）。可以看到纽带状流道结构能够有效改善管壁的温度不均匀性，抑制了局部

高温现象的出现，进而降低外管壁的最高温度。这是因为纽带状流道结构部分填充情况

下，管内的流体高速带在改善 PTSRR 系统的组分分布的同时，也改善了温度场的分布。

如图 6（c），D=30 mm 时流体最高温度升高，这是由管内流体平均速度下降，同时大部

分反应物通过未填充区域流出导致，这与前文讨论表面换热系数 h 的规律相似。

图 4 不同填充情况下流场分布云图 图 5 不同填充情况下甲醇浓度分布云图

图 6 不同填充情况下吸热/反应管温度分布云图

在 D 不是太大的情况下，纽带状流道结构部分填充床通过改善管内流体速度场、温

度场等的分布，能够在不减小进口气体流量的同时，提高 PTSRR 系统的c、降低 SCO，

即提高出口氢气含量，同时降低泵功，增强 PTSRR 系统换热性能。在本文所研究的范

围内，PTSRR 系统综合性能随 D 的增大先增大、后减小，应该合理选择该参数。

3.2 纽带状流道区域扭转数 N 的影响

在纽带状流道区域高度 D=10 mm 的情况下，考察不同纽带状流道区域的扭转数对

PTSRR 系统性能的影响，以扭转数 N 分别为 5、10、15 为例进行研究。三种扭转数下催



化剂部分填充量相同，均为全部填充时的 80.8%。

图 7（a）为不同扭转数 N 下 PTSRR 系统的泵功。可以看到所研究的 3 种扭转数下，

N 越大，泵功也越大，即 N 越大则催化剂对流体的阻力也越大。图 7（b）为不同扭转数

下 PTSRR 系统的表面换热系数 h，可以看到在所研究的范围内，N 越小，h 越大。如图

8 所示流场分布，这是因为在 N 较大时，管内更加曲折的未填充区域使催化剂对流体的

阻力增大，大部分流体通过纽带状的未填充区域，未充分换热快速流出。总体来看，具

有纽带状流道结构的部分填充床的泵功小于全部填充、h 大于全部填充，即这种结构有

着较好的流动换热性能，同时不同扭转数下 PTSRR 系统的流动换热性能差异较小。

图 7（c）为不同 N 下 PTSRR 系统的c变化，可以看到与全部填充相比，纽带状流

道结构部分填充床的c 较高，三种不同扭转数下c非常相近。图 7（d）为不同 N 下 PTSRR
系统的 SCO，可以看到随着 WFR 的升高 SCO逐渐升高，且 WFR 越大则 SCO升高越明显，

因此应该控制 WFR 不能太大，防止出口气体 CO 含量太多。另一方面，不同 N 下系统

的 SCO也非常接近，与c规律相似。总体来看，纽带状流道结构部分填充床情况下的c

大于全部填充、而 SCO小于全部填充，即出口氢气含量更高，具有更好的化学反应性能，

但扭转数对 PTSRR 系统化学反应性能的影响也较小。

（a）泵功 （b）表面换热系数

（c）甲醇转化率 （d）一氧化碳选择性

图 7 不同纽带状流道区域扭转数下 PTSRR 系统的综合性能

图 9 为不同纽带状流道区域的扭转数 N 下 PTSRR 系统进口附近以及出口附近的甲

醇浓度分布云图。可以看到，三种扭转数下 PTSRR 系统进出口附近的甲醇浓度分布较

为相近，这与三种情况下 PTSRR 系统的化学反应性能接近的结果相吻合。图 10 为不同

情况下 PTSRR 系统的吸热管/反应管温度分布，可见随着 N 的增加，PTSRR 系统外壁面

温度更均匀，但是幅度有限，因此其对换热性能影响较小，这也与前文的结果相吻合。



图 8 不同填充情况下流场分布云图 图 9 不同填充情况下甲醇浓度分布云图

图 10 不同填充情况下吸热/反应管温度分布云图

本节研究发现，扭转数 N 对 PTSRR 系统化学反应以及流动换热的影响较小，仅有

细微的差异。由于在 WFR=125 时，三种情况下 PTSRR 系统最高温度分别为 543.4 K、

543.1 K、544.3 K，均远低于催化剂烧结温度 573.15 K。

4 结 论

本文采用计算流体力学方法，结合蒙特卡洛射线追踪法、化学反应动力学方法，建

立了太阳能甲醇重整制氢系统三维综合数值模型，提出了具有纽带状流道结构的部分填

充催化剂床，采用数值模拟的方法对改模型进行研究，分别探究了纽带状流道区域的高

度、扭转数的影响，主要结论如下：

（1）与全部填充催化剂床相比，具有纽带状流道结构的部分填充床能够改善 PTSRR
系统内速度场、温度场的分布，优化 PTSRR 系统温度均匀性，降低 PTSRR 系统最高温

度，使其在运行温度上具有更高的安全裕度，从而提高 PTSRR 系统运行时的可靠性。

（2）与全部填充催化剂床相比，具有纽带状流道结构的部分填充床减少了催化剂

的使用量，在运行时降低了泵功的消耗，提高了 PTSRR 系统的甲醇转化率、降低了出

口 CO 含量，在不减小进口流量的基础上提高了出口氢气含量，进而降低系统运行时投

入的成本，提高了 PTSRR 系统运行时的经济性。

（3）纽带状流道区域高度对部分填充床性能的影响较大，在本文研究范围内，随

纽带状流道区域高度的增大，PTSRR 系统流动换热性能先升高后下降，化学反应性能逐

渐下降。而纽带状流道区域扭转数对部分填充床性能的影响较小，仅在流动换热性能上

有所差异。可进一步通过渐变流道区域高度与渐变扭转数以进一步增强系统内各物理场

的协同，以在保证 PTSRR 系统安全运行的情况下，尽可能获得更好的化学反应性能。
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摘要：航天隔热材料的等效导热系数快速准确预测对空间目标的隔热设计和辐射特性调控有着至关重

要的作用。本文基于航天纤维织物内部纱线截面形状和弯曲程度不变的假设，提出了一种针对空间环

境下针织物等效导热系数的快速预测模型。采用数值模拟的方法研究了结构、温度和纱线热物性等因

素对于多层织物等效导热系数的影响。提取了对针织物等效导热系数影响最为重要的三个参数（结构

系数�、纱线轴向和径向导热系数）。基于大量仿真数据，提出了针织物等效导热系数快速预测的经验

公式。最后搭建了真空环境下导热系数测量平台，针对棉材料多个针织物样品的导热系数进行了实验

测量，本文所提经验公式的预测结果与实验测量结果的相对均方根偏差在 5%左右。可为航天隔热材料

的针织物设计提供一定的参考。

关键词：导热辐射耦合；航天隔热材料；针织物；传热模拟；快速计算

0 介绍

防热是航空航天、能源动力、电气电子等工程中普遍关注的问题。空天飞行器热障

问题、高温环境下对温度敏感的仪器设备的热防护问题、电子器件散热问题等均需要有

效隔热和积极散热措施[1-3]。针织型纤维织物轻质的特点尤其符合航空航天领域中隔热材

料的需求。众所周知，减轻结构重量是航空航天领域追求的永恒主题。航天器发动机外

隔热层、其内部电子器件防热层等多处都需要大量的隔热材料，选择轻质隔热材料就意

味着减轻飞行器重量，这对于降低能耗，提高航程和机动性，增加有效载荷有着直接影

响[4-5]。因此纤维材料的热传递性研究在航空航天飞行器中有巨大的应用需求。

纤维材料的尺度多层性、分布随机性等特点为其热物性参数的精确预测带来了困难，

因此在工程和应用研究中常常采用等效热物性参数来代替[4][6]。等效热物性参数指的是将

纤维材料等内部结构复杂的材料看作是一个均匀整体时其外部表现出来的热物性参数，

如等效导热系数、等效比热、等效表面发射率等[7]。在这些等效热物性参数当中，等效

导热系数是研究纤维织物热传递性的重要参数之一。对于预测纤维织物等效导热系数的

数学理论模型最为典型的就是集总模型[8-10]，其中织物内部纱线、层间化合物和气孔被

看作一个热阻系统，因此可以采用热阻串-并联原理来计算织物热阻值。也有众多研究在

此基础上进行了改进[11]，以针织物为例，通过将其划分为相似单元和相等单元，提出一



个可预测纤维材料在织物形态、纱线形态、甚至纤维形态的有效热导率模型[12]。多层纤

维材料的等效导热系数受纤维导热各向异性、纤维取向和织物构造影响较大，其影响因

素较为复杂，凭借单一的理论计算远远无法做到准确可靠。随着近些年数值模拟的快速

发展，一些研究基于多孔材料传热理论建立织物有限元模型分析其热传递性能[13-14]。根

据织物内部结构建立织物有限元模型来预测其等效导热系数越来越成为一种可行的方案。

因此，本文基于针织型纤维织物有限元模型，分析总结其等效导热系数与结构参数的关

系，得到针织型纤维织物的等效导热系数快速计算式，并借助实验数据加以验证。

1 等效导热系数计算物理模型

纤维织物材料存在尺度多层性，即纤维织物的结构在其更微细的纱线尺度上仍具有

多孔结构，同时也正是由于纤维织物材料的这种尺度多层性，使得纤维织物中的纱线导

热性能有明显的各向异性，而纱线导热性能所表现出来的各向异性对宏观纤维织物的热

传递性有着显著的影响，所以在理论推导式中简单地将纱线看作均匀单一材料是无法精

确预测其热传递性能的。由于纱线是若干纤维加捻形成的，纱线中的纤维接近平行分布。

因此，在本次研究中，从纤维尺度出发，根据热阻串-并联模型来计算纱线的等效导热系

数，热阻串-并联模型示意图如下：

(a)串联模型 (b) 并联模型

图 1 等效导热系数热阻串-并联模型示意图

径向等效导热系数由热阻串联模型计算公式如下：

�� = ����

����+����
（1）

轴向等效导热系数由热阻并联模型计算公式如下：

�� = ���� + ���� （2）
式中，��、��分别为径向（垂直于纱线轴向）等效导热系数和轴向（沿纱线轴向）等效

导热系数；��为纤维导热系数；��为中间介质导热系数；��为纤维骨架在纱线中的体积

分数；��为中间介质在纱线中的体积分数。热阻串并联模型的计算式形式因为同电阻串

并联计算式形式高度相似而得名。



得到针织物纱线的基础导热系数之后，可以进一步通过有限元的方法计算针织物的

稳态温度场。真空条件下织物稳态传热的数值计算需要同时考虑导热辐射两种传热方式

时，则有稳态能量方程为：

∇ �∇� − ∇ ∙ �� = 0 （3）
其中，�是局部导热系数，它是一种材料的属性，是温度和空间的函数。此外，在离散

和求解方程时��是纱线表面辐射热流密度，其散度可以看作是一个热源。某微元面上的��

可以根据面到面辐射换热计算。

�� = 0
∞ �� ∙ �� �� = 0

∞
4� ��(�)�� � ∙ ���dλ （4）

其中，��是光谱辐射热流矢量，�是某微元面额法向矢量，��(�)为各方向上的光谱辐射

强度，�为某微元面上的入射辐射和出射辐射的方向。

图 2 计算等效导热系数示意图

如图 2 所示，为了在数值上预测垂直于针织物表面方向上的有效导热系数，以在�1

方向为例，选择一个立方体纤维织物元胞结构（即�1 = �2 = �3 = ��），设置与�1平行

的四个边界为绝热条件。可以在数值计算得到纤维织物元胞内的温度场之后，利用傅

里叶定律计算获得垂直于针织物表面方向的等效导热系数，如式（6）所示。

��� = ����
�ℎ −��

��
（5）

����� = ����

��
= 1

�� �� �� ��
���1 ��1 =�����

���� （6）

其中，���是施加温差�ℎ − ��时(�ℎ > ��)在�1方向的平均稳态热流密度；����为等效导热

系数(ETC)；� = � − ��/�ℎ − ��；�� � = ��/��；�� = �/��；�� = ��2 × ��3。

在式 6 等号的右边，所有几何参数及温度梯度都以无量纲的形式出现。这说明当纤

维织物的形状结构保持不变时，结构尺寸的大小对于织物的等效导热系数是没有影响的。

因此前文使用无量纲的结构参数�(纱线宽与代表性胞元尺寸之比)来表征针织物的结构

特点。



2 纤维针织物等效导热系数数值模拟

2.1 仿真前处理

本文在数值模拟中做出以下合理性假设：1）在构建模型过程中，纱线的基体性能，

几何参数及纱线内体积分数等条件恒定不变。2）织物由无摩擦，不可压缩，相互交织的

纱线构成，其中纱线被认为是连续实体。3）纱线之间在非相互接触时不发生塑性变形，

即接触的纱线部分其横截面恒定不变，在交织点被布尔运算切除的重叠区域等效为纱线

压缩变形的体积。

有限单元网格划分密集程度越高，求解结果就越精确越接近实际情况，但单元与结

点数量的增多会增加求解规模进而减慢计算速度，因此仍需具体问题具体分析。网格划

分的单元整体控制尺寸选 0.05mm，远小于实际纱线尺寸，选用的单元类型四面体网格

和六面体网格，如图 3(a)所示。网格的无关性验证结果如图 3(b)所示。

(a) 网格划分示意图 (b) 网格无关性验证

图 3 纤维针织物网格

2.2 等效导热系数经验公式建立

前处理完成后根据控制方程求解计算，得到的结果可以通过后处理查看温度场、热

流场等云图，如图 4 所示。

(a) 温度场 (b) 热流密度场



图 4 纤维针织物热分析计算结果

因为考虑了多层纤维织物内部导热辐射耦合的传热过程，影响纤维织物等效导热系

数的因素有结构系数、温度、纱线轴向导热系数和径向导热系数，为了分析对比各因素

对等效导热系数的影响水平，按照四因素三水平的正交实验表进行了模拟，通过多因素

方差分析得到了各影响因素对等效导热系数的影响水平，如图 5 所示：

图 5 各因素对等效导热系数的影响水平对比

从图中可以看到对针织物等效导热系数影响最大的因素是纱线的轴向导热系数，影

响占比达到了 56.83%，结构系数与径向导热系数的影响水平也都超过了 15%，同样是不

可忽视的影响因素。织物内部的平均温度会对等效导热系数产生影响是因为考虑了针织

物内部辐射形式的传热，所以平均温度的升高会增强织物内部的辐射换热从而使得计算

得到的织物等效导热系数增大，但是由于本文所研究的温度范围在-50~200℃，这一温度

范围内辐射换热的比重较小，针织物内部的换热还是以热传导形式为主，所以平均温度

的变化对等效导热系数的影响较小，其影响占比甚至不超过 2%。相比于其他的影响因

素可以忽略温度对等效导热系数的影响。

然后将针织物所占空间看作整体利用上式计算其等效导热系数，拟合多组数据可以

得到经验式如式（7）。
���� = 0.0791 × � + 0.009 × �� + 0.03534 × �� − 0.0283 （7）

式中，����为等效导热系数，�为针织型纤维织物的结构系数（针织物的纱线宽度与周期

性单元的间距之比），��、��可分别由式（1）和式（2）计算得到。式（7）可计算�值
在 0.66~0.82 范围的针织物，这一范围涵盖了市场上绝大多数的针织物结构。

3 纤维针织物等效导热系数预测实验验证

为了验证针对近真空环境下垂直于多层纤维织物表面方向上的等效导热系数预测



值的可靠性，本文设计搭建了等效导热系数的测量装置。该装置基于双平板法，其工作

原理是在热板和冷板之间插入待测样品，沿样品垂直方向通入单向热流，当两个平板之

间的温度稳定之后，测量样品的厚度并根据冷热两个平板内的若干热电偶测得的温度计

算得到温度梯度，从而根据傅里叶定律得到样品的等效导热系数。由于本文所研究的是

真空环境下的针织物等效导热系数，且多层叠加的织物存在受压易变形的特点。在使用

双平板法测量样品导热系数时需要考虑样品所处真空环境以及样品等效导热系数受压力

影响的情况，选择了各个织物样品从预压实阶段到压实阶段的临界压力作为实验测量时

的压力，这符合一般多层织物作为隔热材料时的既满足结构的稳定又尽可能地增强其隔

热性能的原则。在搭建实验平台时加入了一个真空舱和压力传感器以实现接近真空的测

量和压力的控制。所搭建的实验平台的示意图如图 6。
针对不同结构系数的棉织物测得了它们的等效导热系数并与经验式计算结果做了

对比，如图 7。

图 6 实验装置图

(a) (b)

图 7 (a)预测值与实验值对比，(b)不同模型之间的对比

通过实验值与预测值的对比可以看到，预测值的精准度较高，与实验值的相对均方

根误差在 5%左右，与传统的理论模型相比预测精度有较大的提升。Cai[11]等人通过直接



的理论推导得到的预测模型能够快速、方便地对纤维织物的等效导热系数进行计算，其

物理意义也较为清晰，与 Wei[12]等人的模型相比其预测精度较好，但平均误差仍大于 10%。

本文所提出的模型综合了统计模型和数学理论模型两种模型的优点，在织物的结构分析

和从纤维到纱线的等效过程中采用了数学理论推导的方法，而从纱线到织物的等效过程

又采用了统计方法。所以本模型可以在实现较高预测精度的同时，又能够简化输入参数。

4 结 论

本文基于纱线截面形状和弯曲率不变的假设，针对真空环境下针织物的等效导热系

数进行了数值研究，通过大量的模拟数据提出了真空环境下针织物等效导热系数的经验

公式，并通过实验验证了预测模型的精度。

1、在热传导占主导的情况下，针织物的等效导热系数受内部结构影响，但与其内

部结构的尺寸大小无关，因此可以用一个无量纲数 f（纱线宽度与基本单元尺寸之比）

来代表针织物的结构特征。

2、在-50~200℃的范围内，对等效导热系数主要的影响因素有结构系数 f、纱线轴

向导热系数和纱线径向导热系数。温度因素对于等效导热系数的影响<2%，相比于其他

影响因素可以忽略。

3、根据多组模拟数据的分析所提出的经验模型可以较为准确地预测真空环境下航

天隔热针织物的等效导热系数，经实验验证，预测值与实验值的误差<6%。
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摘要：毛细泵是利用工质与毛细结构的相互作用，自驱动传输流体，如何在更薄的厚度上取得更大的

毛细性能，是毛细泵领域的研究热点。同时，柔性电子器件的快速发展，柔性散热领域也对毛细泵结构

提出了新的柔性化要求。本文成功通过电化学沉积法在不导电的柔性聚酰亚胺表面制备了微/纳双尺度

柔性仿生树林状多孔毛细芯结构。研究了四种不同条件对聚酰亚胺表面毛细泵结构的流动性能影响，

结果表明，优化后的柔性仿生毛细芯综合毛细性能 ΔPc⋅K 提高了 38.7%，当毛细泵结构厚度为 88.5 μm

时有最佳综合毛细性能，ΔPc⋅K 为 8.77×10-8 N。对其动态弯曲过程中的毛细性能进行测试发现其依旧

保持优异的毛细性能，制备的柔性仿生多孔毛细芯具有良好的稳定性能，25000 次弯折后，形貌基本保

持不变。 

关键词：电化学沉积；仿生树林状毛细芯；柔性毛细泵；微纳双尺度  

 

0 前言 

毛细泵基于多孔介质（即毛细芯）与工质之间的相互作用，在无需外部能量的情况

下实现自驱动液体输送。毛细泵在化学分析、微流控、传热以及生物医学设备等领域有

着广泛的应用[1-7]。毛细泵可以通过控制毛细泵的结构与分布，进而控制毛细泵的流量与

流速。毛细泵的毛细能力由下面几方面决定：使用工质的性质(粘度、表面张力大小)、毛

细结构特性(孔径和几何形状)、工质与毛细结构的接触角。传统毛细泵通常采用烧结粉

末、沟槽、丝网或纤维的结构传输流体，但其孔径多处于微米、毫米尺度。近年来微/纳

混合尺度毛细芯受到关注，微米尺度毛细芯具有良好的渗透能力，纳米尺度毛细芯具有

极高的毛细力，微/纳混合尺度毛细芯综合了微米尺度与纳米尺度毛细芯的优势，因此相
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较传统毛细芯有较大的提升，具有更优的综合毛细性能[8-12]。Huang[13]等采用不锈钢纤维

粉末组成的复合结构作为毛细芯的结构，探究了其毛细特性，发现其吸液性为 V-型槽道

的 2.4 倍。Li[14]等制备了厚度为 50-75 μm 的覆盖微腔的复合吸液芯，其综合毛细性能

较普通烧结粉末毛细芯提高了 260%以上。Chun[15]等通过实验验证了纳米线束与沟槽状

纳米/微米尺度混合毛细芯中，纳米尺度的毛细爬升速度是微米尺度的 15.5 倍。 

随着柔性电子设备和柔性穿戴技术的发展，柔性电子设备的散热问题成为限制其进

一步发展的瓶颈，两相散热器件如热管、均温板因其较高的传热效率及散热量成为解决

该问题有效方案，而其中毛细泵结构作为两相散热器件的主要部件（提供动力），是影响

其传热性能的关键。考虑到毛细泵的应用领域及其与工质的适配性，通常使用铜、镍等

金属材料制备毛细泵。然而，金属材料只能依赖自身的弹性能力实现有限变形，毛细芯

结构在多次数、大形变量条件下易导致结构损坏，损伤毛细芯的毛细性能，进而对柔性

条件下器件的传热性能造成负面影响。因此，制备柔性毛细泵结构对柔性器件的发展起

着至关重要的作用。聚合物材料具有出色的柔性，但其低熔点、与金属材料结合力较差

的缺点，限制了其在毛细泵领域的使用。现今柔性毛细泵结构[16,17]多为铜网或亲水处理

后的铜网毛细芯，但其存在以下缺点：毛细芯与基底分离，结合力较差，热阻大；铜网

渗透率大，毛细力较弱需多层叠加；柔性程度低，且在多次弯折条件下，易发生断裂。

在前期的研究过程中，我们发现，仿生树林状毛细芯具有微纳双尺度结合的特征，具有

天然交错的Ω形槽道，同时竖直的枝晶以及丰富的纳米级晶枝结构，使其具有优异的毛

细流动特性[18]，那么是否可以将其用作柔性毛细泵结构，解决柔性毛细结构毛细力差的

问题？ 

本文以聚酰亚胺为基材，通过化学处理方法使聚酰亚胺具有导电性并化学镀均匀铜

层，通过电沉积方法在聚酰亚胺基材上制备处微/纳双尺度仿生树林状多孔毛细芯结构。

搭建毛细性能测试平台，对其静态及动态下的进行毛细泵的流动性能测试，研究其流动

特性，另外对其弯折特性进行测试，探究其柔性表现。 

 

1 柔性多孔毛细芯的制备与表征 

1.1 化学处理聚酰亚胺基材 

本文使用的聚酰亚胺（PI）基材尺寸为 25 mm×120 mm，厚度为 0.1 mm。由于 PI

属于不导电材料，需对其进行处理使其导电，再进行仿生多孔结构的制备。聚酰亚胺的

化学处理是采用离子交换法，包括使用强碱溶液水解聚酰亚胺，然后通过离子交换引入



金属离子，最后进行化学镀，原理如图 1 所示。 

导电聚酰亚胺的制备包括以下步骤：1）经过去离子水清洗-丙酮清洗的步骤各超声

5 min，清洁聚酰亚胺表面，消除油污；2）将 PI 薄膜浸泡在室温下的 NaOH 溶液中 60 

min，随后使用去离子水超声清洗 20 min；3）水解开环后 PI 基底表面形成的羧酸基团为

离子交换位点。将基底浸泡在室温下的硝酸银溶液中 1 小时，完成离子交换反应（活化）。

此时，经过化学处理后的 PI 基材具有导电性；4）接下来，使用乙二胺四乙酸二钠盐、

硫酸铜和乙醛酸制备化学电镀溶液，通过加入氢氧化钠调节 pH，制备碱性化学镀溶液；

5）最后，将活化后的导电聚酰亚胺基底直接浸入化学镀混合溶液中一定时间，使聚酰亚

胺材料表面形成一层均匀铜层镀层。 

图 1 离子交换反应原理图[19] 

1.2 仿生树林状多孔毛细芯的制备 

本文通过使用阴极电沉积法，在酸性 CuSO4混合电解液中以上述具有均匀铜层的聚

酰亚胺为阴极，得到具有仿生树林状柔性多孔毛细芯。使用可编程直流电源（Maynuo8800）

为反应电源。电沉积反应原理如图 2 所示。影响电沉积结构因素有：电流密度大小、沉

积时间、溶液浓度等。本文使用恒电流密度增速法制备仿生树林状多孔毛细芯。由电沉

积反应原理可知，阴极在沉积铜的同时发生析氢反应，在相同沉积时间内，电流密度越

大，生成的沉积铜质量越大。在保持恒电流增速的条件下，在屏蔽效应的作用下能够在



化学镀铜层成核位点处形成一颗颗直立不倾倒的铜枝晶，整体为仿生树林状结构。电沉

积结束后使用去离子水冲洗样品，并在还原气氛下高温烧结，增强毛细芯的结构强度。 

图 2 电沉积反应原理图 

为探究聚酰亚胺基底对仿生树林状结构的影响，在前期实验的基础上，采用的电沉

积条件如下[18]：硫酸浓度为 0.6M，沉积时间为 120s，电流密度增速为 0.06 A∙cm-2∙min-1，

制备样品 S01，电流密度增速为 0.08 A∙cm-2∙min-1制备样品 S02；硫酸浓度为 0.8M，沉积

时间为 120 s，电流密度增速为 0.08 A∙cm-2∙min-1，制备样品 S03。在此基础上，优化电沉

积条件：增加沉积时间为 180 s，制备样品 S04。通过对比原电沉积条件与优化电沉积条

件制备的仿生多孔毛细芯的吸液性能，探究电沉积条件对毛细芯形貌以及毛细芯结构形

貌对吸液性能的影响。结构制备条件如表 1 所示。 

表 1 仿生树林状毛细芯电沉积条件 

编号 硫酸浓度 
电流密度增速

vi/A∙cm-2∙min-1 
沉积时间 t/s 

S01 0.6M 0.06 120 

S02 0.6M 0.08 120 

S03 0.8M 0.08 120 

S04 0.8M 0.08 180 

本文使用 N2/H2混合气于低于聚酰亚胺熔点（400℃）条件下烧结一定时间，增强仿

生树林状毛细芯的结构强度。该温度及时间条件下，强化后的柔性仿生树林状毛细芯仍

具有聚酰亚胺基体的良好柔性，经粘附力测试等仍具备较好的结构强度。 

1.3毛细芯的形貌及吸液性能测试 

毛细性能测试平台如图 3 所示。本文进行毛细性能测试的步骤为：1）将毛细芯固定

在铁架台上；2）通过升降台使装满乙醇工质的水槽缓慢接触毛细芯底部；3）使用高速

摄像机（Phantom V211）进行吸液过程记录，拍摄液面上升过程；4）通过高速摄像机软

件（PCC 3.8）处理吸液高度与时间，得到吸液曲线。 



 

图 3 毛细性能测试装置示意图 
吸液性能测试实验中，液体流经多孔介质时，主要受 4 个力作用：毛细力、重力、

黏性阻力以及惯性力，由于惯性力较小且作用时间较短，通常可以忽略不计。液面受力

情况可以用公式（1）描述，方程从左到右分别对应毛细压力、黏性阻力和重力。 

 
2 cos sin

eff

h h gh
R K

= +
σ θ εµ ρ ψ  (1)                           

其中𝜎𝜎为工质表面张力，𝜃𝜃为接触角，𝑅𝑅𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒为有效毛细半径，𝜀𝜀为孔隙率，𝜇𝜇为工质粘

度，ℎ为样品吸液高度，K 为样品渗透率，𝜌𝜌为工质密度，𝜑𝜑为样品倾斜角度。 

在吸液初始阶段，毛细力作用远大于重力作用，因此工质的重力可以忽略，工质流

动满足 Lucas-Washburn（L-W）方程（公式 2）。h2与吸液时间 t 存在线性关系[20]。  

 2 4 cos

eff

Kh t
R

=
σ θ
εµ

 (2) 

其中， K/Reff可以有效衡量吸液芯的毛细性能。但 L-W 方程只考虑黏性作用，因此

只适用于最大吸液高度 hmax的前 10%。根据 L-W 方程计算得到的 K/Reff仅适用于初始吸

液阶段，对毛细芯流动性能的整体评估还需考虑整个吸液过程。 

将渗透率的另一表达形式 Darcy 定律[21]式（3）与公式（1）结合，可得到式（4）: 

 
c

LK
P

µν
=
∆

 (3) 

 1, ,cP gK dhy Kx y x
dt h

ρ
µε µε
∆

= − = =  (4) 

单位时间工质上升高度（dh/dt）与工质上升高度的倒数（1/h）线性相关。结合拟合曲线

的斜率，可计算得到毛细性能参数 ΔPc⋅K。该参数将毛细压力 ΔPc（代表毛细芯中工质流

动的动力）和渗透率 K（代表工质流动阻力参数）整合，可以有效反映毛细芯的综合毛



细性能。  

搭建动态吸液性能测试平台如图 4 所示，该测试平台由固定模块以及运动模块组成。

测试之前，样品的两端分别固定至固定模块以及运动模块的两端，测试开始时，运动模

块进行往复运动。 

图 4 动态弯曲性能测试平台：(a) 2D 示意图；(b)测试平台正视图 

2 结果与讨论 

2.1 仿生树林状结构的形貌表征 

图 5 为制备样品的微观形貌图。可以看到无论从侧面还是俯视图，在表面均生成了

竖直站立的枝晶结构，该结构中间形成天然交错的Ω型通道，增强了毛细芯的渗透性能；

同时该结构具有更小尺度的二三级枝晶结构，构成了微纳米结合的毛细芯结构，顶部相

互搭连为纳米尺度结构，提高了毛细芯的毛细性能。样品 S01 沉积电流密度增速为 0.06 

A∙cm-2∙min-1，沉积时间为 120 s，样品 S02 沉积时间相同，电流密度增速为 0.08 A∙cm-

2∙min-1。电流密度增速越大，沉积铜质量增加，铜枝晶高度越高。对比样品 S03 与样品

S04，在恒电流增速条件下，在沉积时间较短情况下，电流密度较小，铜枝晶竖直生长，

形成仿生树的枝干部分。当沉积时间增长，电流密度增大，铜沉积量增加，铜枝晶在生

长过程中产生分支，形成仿生树的枝桠。对比样品 S02 与 S03，图(e)中铜枝晶密度比图

(h)大，S03 相同区域内枝晶密度高于 S01。说明硫酸浓度越大，电沉积时铜的成核位点

越少，相同面积内铜枝晶的数量越多，枝晶越密集。对比图 4(h)与图 4(k)，观察到相同

面积内，铜枝晶密度相差不大，证明了铜枝晶的密度与硫酸浓度有关。对比图 4(i)与(l)，

图(l)中铜枝晶高度比图(i)大，表明单个铜枝晶高度 S04 高于 S03，随沉积时间的增加，

增加的是铜枝晶高度。 

 



 

 图 5 毛细芯 SEM 形貌图，S01 (a) 500X 剖面图；(b) 500X；(c)2000X； 

S02 (d) 500X 剖面图；(e) 500X；(f) 2000X;  

S03 (g) 500X 剖面图；(h) 500X；(i) 2000X;  

S04 (j) 500X 剖面图；(k) 500X；(l) 2000X 

2.2 毛细芯的毛细性能测试 

表 2 仿生树林状毛细芯样品信息 

编号 
样品厚度

δ/μm 

最大吸液高度 

hmax/mm 

孔隙率

ε/% 
∆Pc⋅K/ ×10-8 N 

K/Reff/ ×10-6 

m 

S01 33.17 166 81.26 6.32 1.45 

S02 42.50 213 85.74 7.79 1.79 

S03 47.00 180 89.17 7.53 1.73 

S04 88.50 234 86.28 8.77 2.01 



仿生树林状结构毛细芯样品信息如表 2 所示。图 6 为样品 S01、S02、S03、S04 的

吸液曲线。其中，优化后的仿生树林状毛细芯 S04 具有最优的毛细性能，毛细性能提升

了 38.7%。结合其微观形貌，铜枝晶密度更大的毛细芯结构具有更高的综合毛细性能。

而在相同条件下的样品，沉积时间短的厚度薄，同时晶枝高度低，枝晶结构更为圆润，

相较而言，尺寸更大，且枝晶颗粒之间堆积的更为密集紧实，使其毛细性能差；S02、S03

吸液曲线对比说明，在硫酸浓度较大的情况下，晶枝密度低，吸液性能差，晶枝密度是

影响吸液性能的关键因素之一。 

 

图 6 吸液曲线对比图（工质为乙醇） 

 

图 7 吸液曲线性能对比图[8-10,22-27] 

将制备的柔性仿生树林状毛细芯与其他毛细芯结构的综合毛细性能进行对比如图 7

所示。图中列出了以乙醇为工质，电沉积多孔铜、槽道-铜粉、金属丝网、3D 打印等[8-10,22-

27]毛细芯的∆Pc⋅K 值。目前多数毛细芯的厚度仍在 500-1000 μm，本文制备的多孔仿生毛



细芯厚度仅为 50 μm 左右。与烧结槽道+电沉积结构[27]（500 μm）及 3D 打印多孔结构[26]

（1000 μm）相比，在相同水平的毛细参数情况下，厚度分别降低了 82%和 91%。相较

于其他毛细芯结构，仿生树林状多孔毛细芯不仅具有厚度优势，也具有极高的综合毛细

性能。除此之外，在聚酰亚胺基材上制备的仿生多孔毛细芯还具有其他毛细芯没有的柔

性优势。 

柔性吸液芯的应用场景要求其在弯曲状态下也同样具有优异的毛细性能，本文测试

了动态弯曲条件下的毛细性能。图 8 为 S03、S04 使用乙醇为工质时，静止状态与动态

弯曲条件下的吸液曲线对比图。相较于静止状态下的∆Pc⋅K 提高了说明在动态弯曲条件

下，弯曲并不能影响仿生树林状结构的毛细性能，独特的微观形貌使其能保持柔性吸液

的特性。 

 
图 8 动态吸液曲线性能对比图 

2.3 弯曲条件下样品稳定性测试 

本文使用样品 S03 探究弯曲条件下柔性毛细芯的稳定性。弯曲速率为 30 次/min，曲

率半径为 20 mm。测试其在弯曲不同次数后的采用显微镜观测的形貌，如图 9 所示。可

以看到，在不同弯曲次数下，该毛细芯的形貌没有明显改变，同时也未出现鼓包等与基

底脱离的现象，尤其是在 25000 次的弯折后，该结构依旧保持完好，具有优异的柔性特

性。 



  

图 9 弯曲条件下毛细芯稳定性测试：(a)(c)样品观测区域 A 局部 500X 放大图; 

(b)(d)样品观测区域 A 局部 2500X 放大图;(e)25000 次弯曲后样品形态图 

3 结论 

本文采用电沉积法在不导电聚酰亚胺基材上成功制备了微/纳双尺度柔性多孔仿生

树林状毛细芯，并探究了其吸液性能与弯曲条件下的稳定性。其中： 

1） 随硫酸浓度的减少，仿生多孔毛细芯在相同面积内铜枝晶密度越大，本文制备

的优化仿生树林状样品 S04 比样品 S01，综合毛细性能∆Pc⋅K 提高了 38.7%。厚

度为 88.5 μm 时，ΔPc⋅K 达 8.77×10-8 N，相较槽道电沉积结构及 3D 打印结构，

厚度分别降低了 89%及 91%。 

2） 柔性多孔仿生毛细芯在动态弯折条件下仍具有良好的毛细性能。另外稳定性良

好，多次弯折条件下，金相显微镜下的结构基本保持不变，25000 次弯折后，毛

细芯结构保持良好。 
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基于神经网络的PEMFC辅助流道及扩散层耦

合优化
田聪，袁芳*，奚方

华中科技大学能源学院, 湖北武汉，430074

摘要：为改善质子交换膜燃料电池(PEMFC)的传质及输出性能，本文建立了一种三维非等

温的 PEMFC 模型，结合人工神经网络(ANN)和粒子群算法(PSO)探究了肋下辅助通道及扩

散层孔隙率梯度对电池性能的影响并确定了最优方案。优化结果表明，最优方案可以有效地

提高阴极反应物分布均匀性，从而提高了电池的最大输出功率和极限电流密度。其中，相较

平行流道 PEMFC，最优方案的最大输出功率提高了 16.7%，极限电流密度提高了 20.5%。
关键词：质子交换膜燃料电池；人工神经网络；粒子群优化；传质性能；性能优化

Coupling optimization of PEMFC auxiliary flow channel and diffusion layer based on neural
network

TIAN Cong YUAN Fang* XI Fang
(School of Energy and Power Engineering, Huazhong University of Science and Technology,

Wuhan 430074, China)

Abstract: To improve the mass transfer and output performance of the proton exchange
membrane fuel cell (PEMFC), a three-dimensional non-isothermal PEMFC model is developed in
this paper, and the effects of the auxiliary channel under the rib and the diffusion layer porosity
gradient on the cell performance are explored and the optimal scheme is determined by combining
artificial neural network (ANN) and particle swarm algorithm (PSO). The optimization results
show that the optimal scheme can effectively improve the uniformity of cathode reactant
distribution, thus increasing the maximum output power and ultimate current density of the cell.
Among them, the optimal scheme increases the maximum output power by 16.7% and the ultimate
current density by 20.5% compared with the parallel flow channel PEMFC.
Key words: proton exchange membrane fuel cell; artificial neural network; particle swarm
optimization; mass transfer performance; performance optimization

0. 前言
由于化石燃料的过分使用导致的能源危机和环境污染问题，新型可持续能源的开发引起

了广泛的关注[1]。氢能具有高热值、环境友好、可储存等优点，是未来最具应用前景的二次

能源之一[2]。质子交换膜燃料电池（PEMFC）将氢能直接转化为电能，具有工作温度低、清

洁无污染、功率密度高、效率高等优点，目前已广泛应用于交通、住宅、发电等领域[3-5]。

实际运行的过程中，电池阴极侧容易出现水淹和传质能力不足的现象，这会导致电池的

反应物分布均匀性和输出性能变差[6-8]。而 PEMFC 的输运水和反应物的能力很大程度上受

流道的影响，因而流道几何形状的设计和优化对提高电池的输出性能具有重要意义。Chiu[9]

等人对平行流场、叉指流场和蛇形流场三种传统流场开展了研究，并分析了流道宽度、高度

和纵横比对细胞性能和除水的影响。Zhou[10]等人为了提高 PEMFC 的传质和除水能力，提出

了一种反正弦波流道，结果表明增加振幅，减小周期，可以有效提高 PEMFC 的传质能力和

性能。Wan[11]等人基于最小熵生成提出了一种新型 M 样通道，相比传统流道，其具有更强

的传热和传质性能且最大输出功率提高了 21.3%。此外，在肋板下添加辅助通道也是提高电



池输出性能的有效方法。Zuo[12]等人研究了块状辅助流场对电池压降、反应物分布均匀性和

除水能力的影响，并最终使电池输出性能提高了 21.7%。Liao[13]等人提出了一种基于波浪状

流场的辅助通道设计，并采用流体体积法研究了辅助通道对电池除水能力的影响。结果表明，

子通道通过增强气压差克服壁体粘附，增强了了排水性能。

气体扩散层（GDL）作为燃料电池的重要组成部分之一，具有提供支撑、收集电流、

气体扩散和排出反应副产物的重要作用,同时对电池的传质性能具有重要影响[14]。除了对

GDL 的几何参数的优化外[15-17]，扩散层内的梯度效应同样对电池性能有着重要影响。LI[18]

等人通过变分原理得出了阴极气体扩散层孔隙度分布理论优化模型，显著提高了电池的输出

性能并改善了阴极氧气分布和电流密度分布的均匀性。Zhang[19]等人研究了单通道 PEMFC
内的楔形翅片与扩散层孔隙率的耦合效应，结果显示 GDL 孔隙率对 PEMFC 性能的改善影

响大于楔形翅片，但随着孔隙率的增加，GDL 孔隙率的影响减弱。Xu[20]等人在优化后的波

浪形流道结构的基础上优化了 GDL 上凹槽的深度和位置，从而进一步提高了电池的性能

如上所述，三维仿真模型能够准确地分析燃料电池内部传热、传质、流动和电化学反应

的耦合过程，因而可以用来开展流道结构、扩散层结构和孔隙率分布的优化。然而由于成本

限制，上述研究大多只分析了有限离散设计点，而忽略了不同变量之间的耦合关系，因而可

能陷入局部最优的困境。为了避免这种问题，许多研究人员通过智能优化算法来优化燃料电

池的流场和性能[21-23]。Cai[7]等人采用遗传算法对基于墨鱼鳍的仿生波状流道开展了研究。

结果表明具备该结构的 PEMFC 流动阻力更低且输出效率更高。Liu[24]等人结合神经网络训

练的代理模型和基于快速非支配排序遗传算法与精英策略（NSGA-II），对反应物的流动均

匀性、扩散通量和欧姆电阻同时开展优化。结果表明电池的功率更高，电流密度更均匀，这

意味着电池的输出性能和耐久性得到了提高。Wilberforce[25]等人以提高电池的输出功率为主

要目标，以工作压力、温度、湿度和膜厚度作为设计变量，采用粒子群算法确定了电池的最

佳工作条件，使电池的性能提高了 9.4%。

根据上述研究，燃料电池的流道结构和扩散层孔隙率分布对电池的输出性能均存在着重

要影响，而利用智能优化算法来同时优化二者的文献较少。本文构建了具有肋下辅助通道的

燃料电池模型及其三维仿真模型并验证了该模型仿真结果的准确性。基于该仿真模型，以辅

助通道几何参数及扩散层孔隙率梯度为变量，采用拉丁超立方抽样方法（LHS）得到有限的

仿真结果。通过人工神经网络模型（ANN）获得了输入变量与电池性能的直接的准确的函

数映射。进而采用粒子群算法获得了最优设计结果，并与原始结果进行了对比分析。

1. 几何模型及数值模型
1.1. 几何模型和假设

图 1 显示了典型 PEMFC 的十通道的物理模型，包括双极板、流道、气体扩散层、催化

剂层和质子交换膜，其几何参数如表 1 所示。文献[26]表明阴极流场及扩散层对电池性能的

影响远高于阳极流场的影响，因而只针对阴极流场及扩散层进行优化。本研究将肋下辅助流

场的平行燃料电池与传统的平行流场燃料电池进行对比分析，阴极流场如图 2 所示。



图 1 典型的平行流道 PEMFC 示意图

表 1 PEMFC 的几何参数

参数 值/mm
电池长度 50
电池宽度

流道宽度

20
1

流道高度 1
肋板宽度 1
扩散层厚度

催化剂层厚度

质子交换膜厚度

0.19
0.01
0.05

图 2 PEMFC 阴极流道示意图 (a)平行流道，(b)肋下辅助通道

为了方便计算，以下假设是必要的：PEMFC 处于稳态运行状态。PEMFC 中工作介质

的流动是层流。气体反应物是理想气体。扩散层、催化层和质子交换膜是各向同性的。重力

对 PEMFC 中组分扩散和反应过程的影响被忽略了。

1.2. 控制方程

为了模拟三维 PEMFC 模型内部的流动、传热、传质和电化学反应，建立了 PEMFC 三

维多相的数学模型，控制方程主要包括基本的守恒方程和膜内水输运方程。、

质量守恒方程：
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其中孔隙率ε在多孔介质区域小于 1，在流道中等于 1。�为流体密度，u为流体的速度向量。

Sm是化学反应引起的质量源项，仅存在于阴阳极的催化剂层中，在其余区域均为 0，
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动量守恒方程：
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 

(3)

其中 P 为流体压力，μ为流体的动力粘度。动量源项可用下式表示：

 mom 1
S u

K s


 


(4)

其中渗透率 K 的表达式如下所示：

 

2 3
p

2150 1

d
K







(5)

其中 dp为多孔材料的孔径。

能量守恒方程：

   eff
P Tc uT k T S    


(6)

其中 cp 为流体的定压比热容，T 为温度，keff为有效导热系数。ST 为能量源项，可表示为欧

姆热、过电位产热、电化学反应热和相变产热之和：

2
T ohm a,c a,c reaction LS I R R h h    (7)

式中，I 为截面的平均电流密度，Rhom为 PEMFC 的电阻，Ra,c分别为阳极和阴极的交换电流

密度，ηa,c 分别为阳极和阴极的过电势，hreaction为 PEMFC 电化学反应所产生的热，hL为相变

热。

物种守恒方程：

   eff
i i i iuY D Y S      


(8)

其中 Yi为组分 i（H2、O2、H2O）的质量分数， eff
iD 为组分 i 的有效扩散系数。Si为质量源

项，只存在于阴极催化剂层和阳极催化剂层中；De f f
i 为组分 i 的有效扩散系数，可由如下公

式计算：

   1.5ref
i i 0 0D D T T P P (9)

电势守恒方程：

 sol sol sol 0S     (10)

 mem mem mem 0S     (11)

其中 sol 和 mem 分别为固相和膜相的电导率； sol 和 mem 分别为固相和膜相的电势。Ssol和



Smem 分别表示固相和膜相的体积电流密度源项，其只存在于阴阳极催化剂层中，计算公式如

下：
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j
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膜内液态水传输方程：

3
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式中，pc为毛细压力，rw为冷凝速率，可由下式计算：
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(15)

式中，cr为冷凝常数，Psat 为饱和蒸汽压，Pwv 为水蒸气分压力。

1.3. 操作条件

燃料电池的工作温度设置为一个大气压和 343.15K。阳极入口和阴极入口均设置为质量

流量入口，分别通入完全加湿的氢气和空气。阴阳极气体反应物的质量流量由下式计算：

2

2

a H
a ref m

H2
M

Q I A
FY


 (16)

2

2

c O
c ref m

O4
M

Q I A
FY


 (17)

其中ζa、ζc为阳极和阴极气体的过量系数；F 为法拉第常数；M 为气体的摩尔质量；Iref为参

考电流密度，其值为 1A/cm2；Am 为活化面积。

主要电化学参数及操作条件如表 2 所示。

表 2 PEMFC 的运行参数和电化学参数

参数 值 参数 值

工作温度 343.15K 扩散层渗透率 1.76×10-11 m2

阳极过量系数 1.5 催化层渗透率 1.76×10-11 m2

阴极过量系数 3 H2扩散率 9.15×10-5 m2/s
入口相对湿度 100% O2扩散率 2.2×10-5 m2/s
扩散层孔隙率

催化剂层孔隙率

阳极交换系数

阴极交换系数

0.4
0.4
0.5
2

H2O 扩散率

膜当量

阳极交换电流

阴极交换电流

2.56×10-5 m2/s
1100 kg/mol
2×109 A/m3

4×106 A/m3

1.4. 网格独立性和模型验证

为了验证网格独立性，本文建立了五组不同数量的网格，并计算了他们在 0.55V 电压下

的电流密度。如图 3 所示，当网格数量大于 200 万时，继续增加网格数量对模拟精度影响不



大。综合考虑模拟精度和计算成本，本文采用 240 万个网格数目的模型进行数值计算。

图 3 网格独立性验证

此外，为了验证本文所用参数的准确性，使用实验数据[27]与原始平行流道 PEMFC 的极

化曲线进行对比，如图 4 所示。

图 4 实验验证

2. 优化过程
图 5 显示了将 3D 仿真与神经网络相结合的优化设计流程图。本研究考察了在其他条件

不变的情况下，肋下横槽的结构参数和扩散层孔隙率梯度对电池性能的综合影响。为了减少

仿真操作的次数，保证有限的数据能够提供尽可能多的信息，采用 LHS 设计采样点。对采

样点进行三维建模、网格划分和数值模拟，得到一系列输入参数及其相应的单元输出性能值。



使用已得到的数据训练神经网络，得到输入参数与输出性能之间的拟合函数，实现有限仿真

数据映射。进而使用粒子群算法寻优，得到最优参数。

图 5 优化流程图

2.1. 定义输入变量和优化目标

为了改善燃料电池的输出性能，本文提取了肋下横槽的宽度 W、高度 H、个数 N 和扩

散层的孔隙率梯度 K 四个输入参数，并确定了变量的选取范围，如下所示：

0.2 2.5
0.1 0.9
4 10
0 3.2

W
H

N
k

 
 

 
 

(18)

输出功率的最大值是评价电池输出性能最重要的指标之一，因此本文以 PEMFC 的最大

输出功率 Pmax 作为优化目标。

2.2. 实验设计方法

拉丁超立方采样(LHS)是一种从多元参数中近似随机抽样的分层抽样技术，能够在产生

覆盖整个变量分布范围的样本的情况下大大减少样本的数量。拉丁超立方抽样的步骤如下：

1) 确定要抽样的参数和取值范围

2) 将每个参数的取值空间分为 n 份，且每份区间具有相同的概率

3) 在每个参数的每个区间中随机选取一个采样点

4) 将每个参数每个区间的采样点与其他参数的采样点随机匹配如图 c 所示，最终得到 n
个样本。

根据本文选取的参数数量和范围，采用 LHS 设计了 280 个采样点。对所有采样点进行

三维建模、网格划分并计算优化目标即最大输出功率，使用计算数据训练人工神经网络代理

模型。

2.3. 人工神经网络的建立

人工神经网络(ANN)是一种由大量的神经元之间相互联接构成的运算模型，从信息处理

角度对人脑神经元网络进行抽象，按不同的连接方式组成不同的网络。经过合理的训练后，

神经网络能够分析数据间复杂的关系并在输入变量和输出变量间形成良好的映射。图 6 显示

了本文所用单层前馈反向传播神经网络的示意图，该神经网络由一个输入层、一个隐藏层、

一个隐藏层和一个输出层组成。输入层传递的数据在隐藏层中得到处理并被发送到输出层，

在这里输出值和目标值的误差被计算并被传回隐藏层，根据这个误差调整和优化神经元权重。

本文采用 Levenberg-Marquardt 反向传播算法训练神经网络模型，数据集分为三个子集：训

练、验证和测试，其中训练集占 70%，验证集和测试集各占 15%。



图 6 BP 神经网络的示意图

回归系数 R 和均方误差 MSE 分别反映了预测输出与实际输出之间的相关性和差值的期

望值。R 越接近 1 和较小的 MSE 表明 ANN 的拟合精度越好，因此将均方误差和回归系数

作为评估代理模型预测性能的指标。神经网络的预测性能如图 7 所示，R 均大于 0.999，MSE
均小于 1×e-6，因此 ANN 预测的精度较高。

图 7 神经网络的预测性能



2.4. 优化算法

上文得到的ANN模型可以准确反映输入变量与目标之间的映射关系，将 PSO结合ANN
模型来寻求四个输入变量间的全局最优组合。PSO 从随机的初始解开始迭代来寻找全局的

最优方案，具有精度高、收敛快、易实现等优点，其模拟鸟群的觅食行为，以一个只有速度

和位置两个参数的粒子来模拟一只鸟，其中速度表示下一步迭代时移动的方向和距离，位置

表示所求位置的一个解。第 i 次迭代中，粒子在 n 维空间的位置由向量 xi=（x1，x2…xn）表

示，速度由 vi=（v1，v2…vn）表示，每个粒子单独搜索得到的最优值为 pbesti，全局最优解

gbesti则为整个粒子群搜索的极值。粒子群的每个粒子都会根据 pbesti和 gbesti 调整 xi和 vi:

1 1 1 2 2( ) ( )i i i i i iv w v c r pbest x c r gbest x           (19)

1i i ix x v   (20)

其中 w 为惯性因子，c1、c2为个体和全局的学习因子，r1、r2为 0 和 1 间的随机数。

设置粒子群的种群数量为 2000，最大迭代次数为 500，粒子的最大运动速度为变量范围

的 5%。优化结果如表 3 所示，预测功率与模拟功率间的相对误差为 0.04%。最优的阴极侧

流场结构如图 8 所示。

表 3 最优参数及结果

参数 值

W 0.3977 mm
H
N

0.4778 mm
8

k 2.2435
预测功率 0.5356 W/cm2

实际功率 0.5354 W/cm2

图 8 最优阴极流场结构

3. 结果和讨论



极化曲线和功率密度曲线是评价 PEMFC 输出性能最重要的指标，上文所得最优方案与

原始方案的性能对比如图 9 所示。结果表明，在低电流密度下两种方案电池的输出性能没有

显著差别。但在中高电流密度下，最佳的参数组合显著提高了电池的输出性能。相比原始的

平行流道燃料电池，最优方案的最大输出功率提高了 16.7%，0.3V 电压下的极限电流密度

提高了 20.5%。

图 9 原始模型及最优方案的极化曲线及功率曲线

在 0.55V 电压下原始模型及最优方案均达到最大输出功率，其阴极扩散层的氧气分布如

图 10 所示。结果显示，最优方案的氧气浓度明显高于同工况下的原始方案，这说明电池阴

极侧的传质能力得到了显著提升。而且由于支流道之间的气体通路，氧气分布也变得更加均

匀。在中低电流密度下，电池的不可逆损失主要来自活化极化和欧姆极化，而在中高电流密

度下，电池传质能力不足导致的浓差极化占据了主导作用，这也解释了为何最优方案在中高

电流密度下对输出性能的改善效果远好于低电流密度下。

图 10 原始模型及最优方案的扩散层氧气分布

在 0.3V 电压的极限电流工况下，PEMFC 阴极侧扩散层(GDL)-催化层(CL)交界面的氧气

分布及水饱和度如图 11 所示。结果表明，最优方案除了使氧气浓度及分布的均匀性得到了

显著提高外，也使 GDL-CL 的水饱和度大大降低。这说明电池的阴极侧传质能力和除水能

力均得到了显著提高，因而虽然电化学反应更剧烈，但阴极侧的含水量还是减少了。



图 11 0.3V 电压下原始模型及最优方案的:(a) GDL-CL 氧气分数，(b)水饱和度

4. 结论
本文建立了三维稳态非等温的 PEMFC 数值模型，以最大输出功率为目标函数，采用神

经网络和 PSO 优化算法探究了肋下辅助通道及扩散层孔隙率梯度对电池输出性能及传质性

能的影响。研究发现，在阴极侧布置合适的肋下通道并设置扩散层的孔隙率梯度可以显著提

高电池中高电流密度下的传质性能及输出性能。相比原始模型，最优方案的最大功率密度提

高了 16.7%，极限电流密度提高了 20.5%。此外，在高电流密度下，电池的除水能力也得到

了很大的提高。综上所述，本文所的结论对 PEMFC 的设计及优化具有一定指导意义。
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摘要：将实验表征、数值重构和实验重构相结合，使用孔尺度建模方式对锂离子电池正极材料的微观

结构进行了数值重构，并对重构算法进行了验证。首先制备 NCM811 正极样品，基于 SEM 和 XCT 图

像扫描技术分析了该样品的微观结构分布特征，通过数值方法重构该样品的微观结构模型，并用实验

重构方式进行了验证，为快速得到微观结构模型并进一步探究微观结构分布对锂离子电池微观传输性

能的影响提供方法参考。

关键词：锂离子电池，正极材料，数值重构，孔尺度

0 前言

正极材料作为锂离子电池的主要组成部分，对锂离子电池的能量密度和循环寿命等

性能有着至关重要的影响[1, 2]。通常，正极是一种多孔材料，包含活性材料 (AM)、导电

碳和粘合剂等[3]。LiNixMnyCozO2 (x+y+z=1, NCM) 以其高容量、电化学稳定性好和成本

效益优势等成为高性能锂离子电池的最佳正极材料之一[4, 5]。尽管有这些优势，NCM 在

倍率性能和循环稳定性等性能方面还有待改进[6]。

为了解决这些问题，目前已经有几种改进方法，例如元素掺杂[7]和表面改性[8]，这

些方式可以提高 NCM 正极材料的电化学稳定性[9]。正极材料的微观结构，包括颗粒尺

寸、形状和活性粒子中的裂纹，也会影响 LIB 的电化学性能[10]。在过去十年中，先进

的显微镜扫描技术，如 X 射线计算机断层扫描 (XCT)[11]、聚焦离子束/扫描电子显微镜

(FIB/SEM)[12] 和扫描电子显微镜 (SEM)[13]，已被广泛用来观察多孔正极材料的二维 (2D)
或三维 (3D) 微观结构。

由于多孔结构为锂离子和电化学反应的电荷传输提供了路径，因此了解正极材料微

结构影响锂离子及电子的传输和电化学反应过程的机理至关重要[14]。重构模型已成为预

测多孔材料传输特性的重要媒介。通过将微观结构实验表征与数值重构相结合，对锂离

子电池的正极材料进行孔尺度建模，并与实验重构模型进行对比验证，为微观结构模型

重构并进一步探究微观结构分布对 LIB 正极及其对电池微观传输性能的影响提供方法

参考。

基金项目：广东省重点领域研发计划项目（2019B090909003）



1 正极材料制备及表征

1.1 NCM811 正极材料制备

软包电池的制备过程主要包括：打浆、涂布、辊压、裁片、叠片、焊极耳、预封口

和注电解液 8 个主要工艺。[15]正极样品的制备工艺主要为其中的打浆、涂布和辊压 3 个

步骤，如图 1 所示。LiNi0.8Co0.1Mn0.1O2 (NCM811)为正极样品的活性材料（AM），其具

有约 200 mAh/g 的高放电容量(0.1 C 放电倍率时，截止电压为 4.3 V) [16]。样品的前驱体

材料由含有适当成分 Ni、Co 和 Mn 的硫酸盐溶液，通过共沉淀法进行制备，其中

Ni0.8Co0.1Mn0.1SO4 溶液的浓度为 2.2 mol/L。将 Ni0.8Co0.1Mn0.1SO4 三元前驱体放入电热恒

温鼓风干箱内，在 105℃的温度下干燥 24 小时。将干燥后的前驱体材料进行筛选后，与

LiOH·H2O 溶液进行充分混合，其中锂离子过量系数为 5%。然后将混合后的材料在旋

转管式炉中烧结，以制备正极材料。预烧结温度为 480℃，预烧结时间为 5 小时。为了

去除结晶水，预烧结先在 120℃下保持 1 小时。终烧结温度为 850℃，烧结时间为 15 小

时。加热速率为 5℃/min，冷却速率为 10℃/min。烧结气体为氧气，其流速为 0.1 L/min。
然后将 NCM811 活性材料、乙炔黑(CB)和聚偏氟乙烯(PVDF)按 96:2:2 的质量比进行混

合。将该混合物置于行星真空混合器中，以 n -甲基吡咯烷酮为溶剂进行真空加热。搅拌

速度为 800 r/min，搅拌 2 小时后形成正极浆料。在搅拌的第 10 分钟抽真空，避免少量

导电炭黑吸收。用涂布机将正极浆料均匀涂布在铝箔上，将涂布好的正极材料置于恒温

空气干燥箱中，在 125℃的温度下放置 12 小时。最后将正极极片厚度辊压至原本厚度的

80%，即辊压率为 20%，以保证活性材料和导电炭黑、粘接剂等材料形成致密的网状结

构，使电极具有足够的导电性，以提高电池的体积能量密度。进行辊压时，轧辊移动的

速度设定为 10 cm/min，轧辊的温度设定为 60℃。

图 1 正极样品主要的制备工艺，(a)打浆，(b)涂布，(c)辊压[15]

1.2 正极材料实验表征

正极材料从肉眼上看是黑色块状体，但在微观尺度上实际是多孔结构，为了看清其

微观结构分布，需要借助扫描电镜仪器进行表征。将 SEM 与 XCT 两种显微表征技术相

结合，可以对多孔材料的微观结构进行深入、生动的观察[17]。

1.2.1 SEM 显微图像表征

首先，采用场发射扫描电镜(Zeiss Ultra Plus, Carl Zeiss AG)对 NCM811 样品进行扫

描，分别获得其表面和截面显微图像，不同放大倍率下样品的 SEM 图像如图 2 所示。

图 2(a)-(c)为样品的截面图像，由图 2(a)可以看到在 500X 的放大倍数下，正极材料里面



有大量球形粒子，这些为 NCM811 活性材料，在球形粒子周围可见大大小小的孔隙。继

续增加放大倍数，在 2000X 放大倍数下，可见球形粒子周围附着有很多分布不均的絮状

物质，这些为导电炭黑和粘接剂组成的添加剂。在正极材料浆料制备过程中，这些添加

剂在搅拌过程中将活性粒子粘连在一起，因此还可以看到活性粒子的团聚。图 2(c) 为

10000X 放大倍数下材料的显微图像，图中可见活性粒子由很多细小的原生颗粒形成，表

面和内部都有很多细小的微孔，这些也是锂离子进入的通道。图 2(d)-(f)为样品表面在不

同放大倍数下的显微图像。与截面图像相比，样品表面活性粒子的球形度变差，这主要

是源于材料完成了辊压工艺。但在更大的扫描倍数下，活性粒子的微观结构与材料在截

面上的微观结构分布并无明显差异，如图 2(f)所示。从图 2(e)中可以看到活性粒子周围

有很多添加剂，这些添加剂呈疏松多孔状，与活性粒子共同形成导电网络。

截面图像

表面图像

图 2 NCM811 样品的 SEM 图像，(a) 500X 放大倍数下样品截面的形貌，(b) 活性物质、添加剂和孔隙

的分布，(c) 添加剂和活性物质的截面形貌，(d) 1000X 放大倍数下样品表面的形貌，(e) 添加剂的形貌

分布，(f) 活性物质在 10000X 放大倍数下的形貌

1.2.2 XCT 计算机断层扫描表征

通过 X 射线计算机断层扫描成像技术（XCT）对 NCM811 正极材料进行表征，可

以获得其真实的三维微观结构，以便于后续的实验重构或作为数值重构的参考[18]。制备

的NCM811 样品是在由卡尔蔡司公司制造的Xradia VERSA 510型显微镜中进行测量的。

所获取显微图像的一个像素对应于 0.73 μm。被测样品的实际大小为 684×410×85 μm3。
图 3 展示了样品的 XCT 三维扫描结果，其中的球形颗粒物为活性材料(AM)，黑色区域

为孔隙分布，活性材料周围的灰色物质即为由导电炭黑(CB)和粘接剂(PVDF)混合而成的

添加剂。由于三维扫描分辨率的限制，用肉眼不能很容易的将活性材料和其周围的添加

剂区分开来，还需要进一步借助分辨率更高的 SEM 图像和可视化软件去处理。



图 3 NCM811 样品的 XCT 三维扫描模型

2 正极材料微结构重构

2.1 正极材料微结构实验重构

通过 Avizo 可视化软件对扫描的三维结构的所有二维切片图进行阈值分割，得到活

性材料、添加剂和孔隙的体积占比分别为 65.3%、7.2%和 27.5%。图 4 为 NCM811 样品

经过阈值分割后的局部二维切面图像，其大小为 100×100 像素，对应的实际大小为 73.7
×73.7 μm2。图中的红色相为活性材料，黄色相代表添加剂，而黑色部分代表孔隙。图

中可见添加剂在活性材料周围随机分布。图 5 为实验重构得到的二维切片图，展示了活

性材料和粘接剂的形态分布，其切片图大小均为 100×100 像素。虽然只展示了一个截面

上的切片图，但其它切片图也呈现相似的分布特征，各切片图之间差异不大。

图 4 NCM811 样品的二维阈值分割图像



活性材料 添加剂 重构图像

图 5 实验重构二维切片图

2.2 正极材料微结构数值重构

为了尽可能快速获得真实、准确的正极材料微观结构模型，采用了实验表征和数值

重构相结合的方式。首先基于实验重构模型，统计获得样品的特征分布参数，包括活性

粒子直径和孔隙率等。基于这些分布特征，形成一种数值重构算法，可以快速得到不同

制备工艺下的正极材料三维微观结构模型。

2.2.1 数值重构思想

通过 MATLAB 软件，采用基于图像的重构方式随机重构正极材料的三维模型，可

用于材料微观结构的传输传导性能分析。在数值重构过程中，在尽可能与真实微观结构

一致的前提下，正极材料的重构过程基于如下假设：

a) 在数值重构过程中，假设活性粒子均为规则的球体。重构的计算域是一个三维矩阵，

其中所有像素分为三个相：活性材料、添加剂和孔隙。由于活性粒子的杨氏模量很大，

达到 140 GPa [19],，因此假定辊压后活性粒子的大小保持不变，且其形状仍为球体。

b) 球体的中心在计算域内随机选取，球体的位置在各个方向上的概率密度分布均匀，球

体在生成过程中允许发生重叠。

c) 计算域内球体的直径不是固定的，所有球体的直径大小呈正态分布。球心确定后，再

在规定的范围内选择直径。由于重构域内的像素值为整数，因此给定的球体直径进行了

四舍五入。

d) 由于添加剂呈多孔分布，其内部有很多的微孔，如图 2 所示。这些微孔的尺寸达到纳

米级，且炭黑颗粒的大小约为 25 nm [19]，因此将这些微孔区域都假设为是固体添加剂。

添加剂在活性材料表面及周围随机分布。

正极材料数值重构思想的流程图如图 6 所示。在本重构思想中，将计算域的大小、

活性粒子直径和孔隙率等几个重要参数作为 MATLAB 的代码输入。基于前述对正极材

料真实微观结构的分析，确定重构计算域的大小。首先，在计算域内随机选取一个坐标，

作为第一个球体也就是第一个活性粒子的中心。然后在预设的正态分布数据范围内选择

球体直径，所有距离这个球体中心的大小小于或等于这个直径的像素点均变成固体，即

会形成一个实心球体，这就是生成的第一个活性粒子。然后依据此方法，继续生成第二

个活性粒子，如此循环，直到所有活性粒子的体积占比达到预设的大小，即不含添加剂

的目标孔隙率。然后在计算域中生成添加剂，添加剂在已生成的球体周围的像素点中随



机产生，直到添加剂的体积占比达到指定的大小，即含有添加剂的实际孔隙率。在数值

重构中，孔隙率和各相的体积占比都与 NCM811 样品的实际占比保持一致。

图 6 数值重构思想流程图

2.2.2 数值重构模型

仅含活性材料、仅含添加剂以及最终的局部二维切片图像如图 7 所示，每个图像的

大小均为 100×100 像素，假定其对应的实际大小为 73.7×73.7 μm2。数值重构得到的二

维切片图像呈现了与图 5 中实验重构图像高度相似的结构分布，活性材料均呈球状，且

局部均有活性材料聚集的现象。添加剂均在活性材料周围随机分布，没有固定的分布形

态。与实验重构模型相比，数值重构得到的活性粒子球形结构更加规整，与 SEM 显微

图像表征和 XCT 三维结构表征图像中活性材料的分布结构更加相似，而实验重构模型受

制于分辨率的限制，部分活性材料和添加剂难以完全区分，导致活性材料球形结构与实

验表征的真实结构之间存在一定差异。

活性材料 添加剂 重构图像

图 7 数值重构二维切片图



3 模型算法验证

基于 NCM811 样品的 SEM 和 XCT 显微图像中观察到的活性材料、添加剂和孔隙结

构的分布特征，采用数值重构算法生成了正极材料的三维微观结构。但仅凭肉眼观察定

性对比结构特征不足以断定重构算法的准确性，还需要进一步对数值重构算法进行定量

的验证，以确保数值重构计算域尽可能与真实的微观结构分布保持一致。

由于活性材料的颗粒尺寸被认为是影响正极材料形貌和电化学性能的主要因素[20]。

在完成材料的实验重构后，对材料的形态结构进行图像处理，重点统计了活性材料球形

颗粒的直径分布，然后再将其分布规律写入 MATLAB 代码，作为对活性材料大小分布

的限定。利用可视化软件对 XCT 扫描的微观结构进行重构，并对活性颗粒的直径分布进

行统计分析得出，所有活性材料的颗粒直径大小呈正态分布，直径为 4 μm 左右的颗粒

所占的比例最大，约为 18.3%。这些分布特征被用作数值重构的主要输入参数。此外，

数值重构模型中活性材料、添加剂和孔隙的体积比例分别为 65.3%、7.2%和 27.5%，与

NCM 样品的实际占比保持一致。

图 8 和图 9 分别展示了实验重构模型和数值重构模型。为了让验证结果更具有说服

力，两个重构模型均选择了一个足够大的计算域，尺寸均为 500 × 500 × 80 像素。从定

性角度来对比分析，两个模型的显微结构分布非常相似，活性材料呈球状分布，添加剂

在活性材料外围随机分布。由于 XCT 表征分辨率的限制，实验重构模型中活性材料的球

形形状不够规整，在未来的研究中将对其进一步优化改进。在进行活性材料粒子直径统

计时，先将那些堆叠在一起的活性粒子处理成一个个单独的粒子，然后分别统计每个粒

子对应的球体直径。对于那些形状不规整的椭球体，先得到其球体体积，再换算成该体

积对应的规整球体的直径。由于数值重构的随机性和粒子直径对应的格子数只能取整数，

在统计粒子尺寸时数据都进行了四舍五入取整。实验模型和数值模型的粒径分布如图 10
所示。图中可以看出，两个模型的粒子直径都呈正态分布，两组数据的波峰均出现在 8
μm，且两条曲线高度重合，当直径为 6 μm 时，两组曲线的误差最大，但误差大小仅为

1.0%。总体来说，数值模型的粒径分布与实验模型吻合较好，说明使用的数值重构算法

是可行且有效的。

图 8 实验重构三维模型



图 9 数值重构三维模型

图 10 数值模型与实验模型的活性材料粒径分布对比

4 结 论

将实验表征、数值重构和实验重构相结合，使用孔尺度建模方式对锂离子电池正极

材料的微观结构进行了数值重构，并对重构算法进行了验证。主要的研究结论如下：

（1）锂离子电池正极材料具有多孔微结构，由活性材料、添加剂和孔隙三部分构成。

活性材料由很多球形粒子构成，每个粒子由很多细小的原生颗粒形成。添加剂由导电炭

黑和粘接剂组成，它将球形粒子活性材料粘连在一起。辊压后材料在表面和截面上的微

观结构无显著差异。

（2）数值重构模型中活性材料的颗粒直径分布与实验重构模型吻合较好。两个模型

的活性材料粒径大小均为正态分布，且直径为 8 μm 的活性粒子所占的比例最大。该数

值重构思想可为快速得到微观结构模型并进一步探究微观结构分布对电池微观传输性能

的影响提供方法参考。
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摘要：湿度调节在建筑用能中占据重要地位。现有除湿技术大多需要外部电能输入，具有较大的节能

空间。本文提出一种太阳能驱动的三维连续吸附除湿装置。实验表明，在一个太阳强度下，该装置在

稳定高湿（湿度不低于 85%）环境中，平均除湿速率可达 256.25 g∙m-2∙h-1。当传统除湿装置除湿能力已

失效时，该装置仍可在 400 分钟内使室内湿度从 70%下降至 50.8%。该装置无运动部件、成本低廉，

为未来建筑被动除湿提供了广阔前景。

关键词：连续除湿，三维设计，太阳能，吸附。

0 前言
在室内热舒适调控中，湿度调节是重要的挑战之一。高湿度环境不仅会影响人体热

舒适性，还会导致建筑内家具霉变，或对电子设备造成不可逆损伤[2]。因此，对建筑进

行湿度控制十分必要。在建筑能耗中，约 40%的能耗与暖通空调系统直接相关[3]。其中，

潜热负荷（湿度控制）的处理约占建筑总能耗的 40%，其能耗体量不容忽视[4]。传统空

调系统通过将空气温度降至露点以下，分离冷凝水，实现除湿。该过程中，为避免送风

温度过低影响热舒适性，系统需对空气进行再热过程，过程中显热负荷的处理，将造成

大量额外能耗[5]。由此，发展温湿度独立控制技术，不仅能够有效调节室内热舒适度，

还能够显著减少能耗[6]。基于吸附的湿度控制技术能够利用太阳能、工业余热等清洁能

源，独立处理室内潜热负荷，具有巨大的节能空间[7]。

在降低全球碳排放的目标下，太阳能驱动的吸附除湿技术受到广泛关注[8]。现有的

太阳能吸附除湿技术大多为间歇式系统，吸附剂吸附饱和后即失去除湿能力，需利用太

阳能脱附水分，实现吸附剂再生[9]。为克服除湿的间歇性，近年来众多研究人员通过引

入辅助部件、进行材料优化设计等方式减少或克服吸附剂再生过程伴随的时间代价[10]。

Cao 等人[11]提出了一种基于硅胶-MIL101(Cr)的除湿板，该装置可在 2 小时内将湿度从

65 %降低至 58%。但由于固态除湿板无法同时进行室内水蒸气的吸附与吸附剂的解吸再

生，需交替使用两块除湿板以实现对室内空气除湿，使材料利用率大幅下降。Ge[12]等人

以具有高度有序的 MCM-41 为模板，合成了二元纳米复合材料 MIL-101/MCM-41，并提

出了一种连续除湿转轮装置。该装置通过电机驱动转轮，以太阳能驱动材料解吸。在室

外平均温度 32.4 ℃、平均湿度 53.4%、最大日照强度 0.91 kW∙m-2 的环境下，该装置可

使室内湿度在日间降低 8.5%。Zhang[13]等人提出了一种基于 MIL-101（Cr）和 LiCl 的静

电纺丝纳米纤维膜的除湿膜。该除湿膜仿照木材结构设计，由光热层、干燥剂层贴合组

成，能够在 2 小时内将室内湿度从 70%降低到 60%。但其除湿性能有限，使用价格昂贵，

难以实现大规模推广。Entezari[14]等人则提出了一种更具经济性能的、基于活性炭纤维毡

（ACF）和 LiCl 的吸附除湿装置。该装置供水结构的设计使其能够为中心解吸部分提供

水分，并在产生 1.3 - 3.25 g 水情形下，将室内相对湿度保持在 50%到 70%之间。但其采

用的辐射制冷冷凝壁设计增加了成本。遗憾的是，对于上述吸附除湿技术，除湿速率、



成本难以达到令人满意的平衡。此外，相较完全解吸状态而言，与环境平衡的初始状态

下装置的除湿速率更可体现装置的性能及优势，进行相应的实验探究将更具备说服力。

本文提出了一种太阳能驱动的三维连续吸附除湿装置以实现室内全被动除湿。该装

置采用 ACF 和 LiCl 水溶液复合吸附材料，通过“平面-U 型面”三维结构设计，在空间

上实现了材料吸附与解吸过程的并存，进而将室内水分定向输送至室外。在稳定高湿（湿

度不低于 85%）的环境中，该装置呈现了优秀的除湿性能，平均除湿速率可达 256.25 g∙

m-2∙h-1；当传统除湿装置除湿能力已失效时，该装置仍可在 400 分钟内使室内湿度从 70%

下降至 50.8%，稳态除湿速率可高达 17.07 g∙m-2∙h-1。

1 实验方法与原理

1.1 材料和仪器

本文使用的试剂及材料主要有活性炭纤维毡（ACF；平均孔径 1.58 nm，总孔隙体积

0.63 cm³/g，厚度 3 mm）、无水氯化锂、去离子水、亚克力隔板及支架（厚度 4 mm）、

聚苯乙烯泡沫板（厚度 10 mm）和铝箔胶带等。所用仪器包含热鼓风干燥箱、电子天平、

去离子水机器和太阳能模拟光源等。

1.2 吸附剂的制备

将聚苯乙烯泡沫（尺寸为 80 mm×20 mm×10 mm）粘合在亚克力隔板的缝隙之间。

将干燥的 ACF 剪成若干长条（尺寸为 80 mm×146 mm），长条两端穿过隔板并缝合固

定在支架上，可得 ACF 基体（如图 2（b）所示）。将 ACF 基体浸泡在质量分数为 30%
的 LiCl 水溶液中（12 小时），得到本文最终采用的复合吸附剂，记为 ACF+LiCl(30%wt)。
1.3 装置原理

为实现被动连续除湿，本文构建了一种基于吸附原理的连续除湿装置，其原理如图

1（a）所示。装置安装于室内外的隔板之间，在光源的驱动下，室外侧吸附材料处于相

对高温状态，解吸出水蒸气；室内侧吸附材料则处于相对低温状态，吸附水蒸气。在溶

液浓度梯度及毛细力的驱动下，室内侧吸附材料内部的稀溶液转移至室外侧，从而实现

连续除湿。本文采用多孔基质搭载液体吸附剂，选择孔径适宜的多孔介质，以实现上述

过程。多孔介质内部水溶液的运动趋势如图 1（b）所示，吸湿盐附着在孔隙内部，捕捉

室内空气中的水分后，通过孔道移动至室外，与孔隙内浓度更高的吸湿溶液结合，并在

高温下解吸。因此，室内与室外侧的吸附材料应形成高温度梯度，实现空间上吸附与解

吸过程的并存，并使溶液传输速率与吸附、解吸速率相匹配。

图 1 连续吸附除湿装置的原理图。（a）设计原理图；（b）光源下，吸附材料内部水溶液运动趋势图。

Figure 1 The mechanism of the continuous adsorption dehumidification device. (a) Design schematic diagram;

(b) Movement trend of aqueous solution of adsorbent material under sunlight.



1.4 装置设计及构成

基于连续吸附除湿原理，通过材料选择与结构设计，连续吸附除湿装置核心部件的

组成如图 2（a）所示。其中，装置的吸附材料由 ACF 浸渍 LiCl 水溶液得到。LiCl 是一

种常见的吸湿性能较强的无机盐，易发生液解。20 ℃下，其饱和盐水溶液的平衡相对湿

度仅为 11%。ACF 为一种多孔材料，由布满微孔的活性炭纤维组成。并且，其内部纤维

交织形成大量大孔孔道，可作为 LiCl 水溶液的载体。在毛细作用下，LiCl 水溶液可沿

ACF 孔道快速扩散，转移捕集的水分子。

为增大传热阻力，吸附材料设计为并联的“平面-U 型面”结构。相较空气（0.0267
W∙m-1∙K-1）、聚苯乙烯泡沫（0.02 W∙m-1∙K-1）与 ACF（<0.1 W∙m-1∙K-1），水的导热系数

最大（0.58 W∙m-1∙K-1），即盐溶液的导热量在总导热量中占据主体地位。因此，U 型面

与平面两部分以线接触的方式进行质量与热量交换，可使其在能量输入方向上的导热面

积较小，利于在能量输入方向上建立高温度梯度。与此同时，该装置可使 LiCl 水溶液与

室内空气接触面积较大，利于提高装置的总吸附速率。隔热泡沫垫于吸附材料与隔板之

间，支撑吸附材料，并减少装置向室内传递的热量传递。由于装置结构的可延展性，记

单个“U 型面-平面”结构为核心部件单元，如图 2（a）所示，其核心部件单元数为 4。
LiCl 水溶液的吸附动力学（见图 3）表明，在相同环境中，其单位质量的解吸速率

远高于吸附速率。基于此，装置通过调整“平面-U 型面”的面积比例，使吸附材料的总

吸附速率与解吸速率相匹配。具体地，其面积比可以由公式（1）定义：

des

sorp

sorp

des

mA
A m





（1）

其中， sorpm 与 desm 分别为装置内 LiCl 水溶液的平均吸附速率与平均解吸速率。为

使单位投影核心部件的除湿速率最大化，根据 LiCl 水溶液在活性炭纤维毡内的自然毛细

抬升高度，U 型面的高度取 6 cm。

图 2 连续吸附除湿装置的核心部件构成图与装置实验台设计图。（a）核心部件构成及工作过程的传热

传质原理图；（b）装置实验台实验图及核心部件实物组成图。

Figure 2 The composition of the core component of the continuous adsorption dehumidification device and the

design of the device experiment set up. (a) Composition of the core component and heat and mass transfer of

the working progress; (b) The experiment set up of the device and the physical composition of key

components.

为探究连续吸附除湿装置的性能，本文构建了一个房屋模型（图 2（b）），并设计

了一个窗户用于安装装置，尺寸为 100 mm×40 mm。箱子被放置在一个温湿度相对恒定

的房间中。并在箱内、箱外分别设置了温湿度传感器，监测箱内、外湿度。首先，为探



究吸附剂浓度对装置性能的影响，实验将箱体尺寸设置为 100 mm×90 mm×125 mm，并

将箱内温湿度传感器设置于核心部件正下方约 2 cm，箱外温湿度传感器设置于箱体约

30mm 高处。其次，在稳定高湿的条件下，为验证装置的除湿性能，实验将箱体尺寸设

置为 300 mm×200 mm×90 mm，并于箱内窗口下方 3 cm 与 5 cm 处、箱外箱体约 1/4 高

处安装了温湿度传感器。最后，在与环境平衡的初始状态下，为进一步探究装置的除湿

性能，实验将箱体尺寸设置为 400 mm×300 mm×250 mm，并于箱体内、外高 135 cm 处

分别安装了温湿度传感器。

2 实验结果与分析

2.1 ACF+LiCl 的吸附性能

ACF+LiCl(30%wt)的吸附动力学性能如图 3 所示。其中，图 3（b）展示了在 25℃，

RH60%环境中，ACF+LiCl(30%wt)平片的单位面积吸湿量与单位质量吸湿量曲线图，其

单位面积平衡吸湿量和单位质量平衡吸湿量高达 1.72 kg/m2和 1.76 g/g。实验进行约 400
min 时，ACF+LiCl 平片的吸湿量超过 1.5 kg/m2，吸附曲线趋近平衡。图 3（c）则展示

了在 23.5 ℃、 RH61% 环境，强度为 1000 W ∙ m-2 的模拟光源下，吸附饱和的

ACF+LiCl(30%wt)平片的单位面积解吸量及解吸比曲线图。实验进行 4 h 时，装置的解

吸量和解吸比分别为 1.37 kg/m2和 23.65%。其中，ACF+LiCl(30%wt)平片质量在 200 min
内显著下降，对应的解吸质量和解吸比约 1.3 g 和 24%，然后趋近平衡。对于

ACF+LiCl(30%wt)，趋近平衡状态的吸附时间与解吸时间的比值约为 1.82：1。因此，所

构建的装置在工作状态下，吸附面面积至少应为解吸面面积的 1.82 倍。考虑装置工作状

态下温度梯度对材料吸附与解吸速率的影响，装置的稳态吸附面面积与解吸面面积比例

应进一步提高。理想状态下，吸附材料位于室内部分为吸附面，暴露于室外的部分为解

吸面。因此，本文中，连续吸附除湿装置的平面-U 型面面积比例设置为 1：6。

图 3 ACF+LiCl（30%wt）的吸附和解吸性能测试实验。（a）解吸性能测试实验台示意图；（b）25 ℃、

相对湿度 60% 环境下，ACF+LiCl（30%wt）的单位面积吸湿量与单位质量吸湿量曲线图；（c）辐照

强度 1000 W∙m-2、23.5 ℃、相对湿度 61% 环境下，ACF+LiCl(30%wt)的单位面积解吸量与解吸比曲线

图。

Figure 3 Adsorption and desorption performance test of ACF+LiCl (30% wt). (a) The experiment set up of

desorption performance test; (b) The water uptake per area and per mass of ACF+LiCl (30% wt) under the

ambient condition of 25 ℃, 60% RH. (c) The desorption rate per area and the desorption ratio of ACF+LiCl

(30% wt) under the ambient condition of 1000 W∙m-2 of solar irradiation intensity, 23.5 ℃ and 61% RH.

2.2 吸附剂盐浓度对装置性能的影响

为探究初始 LiCl 水溶液浓度对连续吸附除湿装置性能的影响，本节开展了不同 LiCl
水溶液浓度除湿装置的吸附除湿实验。实验台如图 4（a）所示，装置核心部件的单元数

为 1、投影面积为 3 cm×2 cm。图 4（b）展示了实验 6h 内，在 25℃，RH60%的环境下，



在辐照强度 1000 W∙m-2 的环境下，装置 LiCl 水溶液的初始质量分数分别为 10%、20%、

30%和 40%时，箱体内相对湿度的变化情况。其中，初始 LiCl 质量分数为 40%、30%、

20%的装置分别能够在 5 h 内使箱内相对湿度下降至 30.4%、42%和 53.8%，并且，其相

对湿度曲线均出现某段时期的增长。这是由于建立稳定除湿所需的浓度及温度梯度时，

材料温度升高，发生解吸，水分向室内泄漏。吸附材料选用浓度更高的 LiCl 水溶液时，

箱内低温侧吸附材料对水蒸气的吸附力更强，需在温度越高才能发生解吸。因此，材料

初始吸附速率更高，装置更容易到达定除湿所需的浓度及温度梯度，增湿时间与增湿量

更低，装置除湿效果更佳。然而，质量分数为 40%的 LiCl 水溶液在 25℃，RH60%环境

下，极易发生泄漏，因此，本文选用质量分数为 30%的 LiCl 水溶液浸渍 ACF。初始 LiCl
质量分数为 10%的装置在实验结束时箱内湿度并未发生下降。这是因为光源下，吸附材

料快速向箱内和箱外解吸，使箱内湿度升高。并且，LiCl 水溶液向箱外侧快速迁移，吸

湿盐在箱外高温解吸处富集，难以回到箱内，而箱内侧的吸附材料盐浓度含量极低，使

装置无法有效捕获水分子。

图 4 不同盐浓度溶液的连续吸附除湿装置的除湿效果。（a）除湿性能测试实验台示意图；辐照强度

1000 W∙m-2下，实验 6 h 内，装置初始 LiCl 质量浓度分别为 10%、20%、30%和 40%时，（b）箱内湿

度、（c）箱外与箱内的空气含湿量之差曲线图。

Figure 4 The dehumidification performance of the continuous adsorption dehumidification devices with

different concentration of salt solutions. (a) The experiment set up of dehumidification performance test; (b)

The relative humidity inside the box and (c) moisture content difference between inside and outside of the box

under the irradiation intensity of 1000 W∙m-2 with the initial LiCl mass concentration of 10%, 20%, 30%, and

40%.

2.3 连续吸附除湿装置的有源除湿效果

为验证光源下，在连续除湿装置内部，核心部件进行了连续的吸附除湿过程，本节

设计了基于不同核心部件的三组有源除湿实验。有源除湿实验台如图 5（a）~（c）所示，

其密闭箱体填有一定高度的水，以持续供应水蒸汽，在室内塑造高湿环境。其中，本文

中提出的连续吸附除湿装置命名为三维+LiCl；核心部件内不填任何液体的装置，命名为

三维+空气装置；在 ACF 平片内填入质量分数 30%的 LiCl 水溶液的装置，命名为二维

+LiCl。实验中，向箱体注入水至装置 U 型面下端约 2 cm 处，为装置塑造稳定的高湿环

境（RH>85%）。对图 5（a）~（c）采用的核心部件，分别设置无光源输入的遮光组和

输入模拟光源 1000 W∙m-2 的光照组，以对比光源输入对装置除湿作用的影响，并采用天

平监测所有装置的总质量、箱内水（湿源）的质量和核心部件的质量，结果如表 1 所示。

为定量分析装置的除湿性能，装置的除湿速率被定义为：
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



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其中， tm 表示在实验进行的时间 t 内装置向箱外输送的水的总质量，分别由箱内液态

水的蒸发量 ,w em 和箱内绝对湿度的变化总量 dm 构成，S 表示光源下吸附材料的投影

面积。箱内的绝对湿度 dm 可由公式（4）计算：
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0.622 s

s
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
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其中， d 、V 、  、 RH 、 sP分别为箱内湿空气的绝对湿度、体积、密度、相对湿度

以及饱和蒸汽压， B 为环境大气压。

由于在此实验中，箱内绝对湿度的变化量远小于箱内液态水的蒸发量，因此，在此

实验中装置的除湿速率可近似认为：

,w em
r
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




（6）

图 5（d）展示了 6.3 h 内，对于三维+LiCl 和二维+LiCl 装置，光照组与遮光组的装

置总重变化曲线与温湿度变化曲线。对于三维+LiCl 和二维+LiCl 装置，遮光组与光照组

总重均呈下降趋势，其中，三维+LiCl 的光照组总重下降速率远高于其他组别。根据表 1，
三维+LiCl 光照组和三维+LiCl 遮光组的装置总重分别下降了 24.20 g 和 2.96 g，湿源分

别减重 10.33 g 和 8.25 g，对应的除湿速率分别 256.25 g∙m-2∙h-1 和 204.68 g∙m-2∙h-1。三维

+LiCl 光照组的装置总减重量和除湿速率分别为对应装置遮光组的 8.2 倍和 1.25 倍，表

明光源输入下，三维+LiCl 装置表现出优秀的除湿效果是由于装置高效地向箱外释放水

分，并且部分所释放的水分来源于核心部件，而遮光处理时，装置的除湿效果则主要来

源于核心部件对箱内湿空气的吸附及储存。

并且，对于三维+LiCl 光照组，核心部件质量、湿源质量和总重均发生显著下降（表

1），表明三维+LiCl 核心部件的内部，通过连续且显著的吸附-解吸过程将箱内水分转移

至箱外。具体地，该过程可解释为，在箱外的吸附材料吸收光能，升温解吸，释放水蒸

气，使装置总重下降。而在箱内的吸附材料则在毛细作用与溶液浓度差的驱动下，将内

部水分向箱外转移，并进一步吸附箱内水蒸气，促进箱内水分蒸发，使湿源质量下降。

在形成溶液运动驱动力的过程中，吸附材料的解吸量高于吸附量，使装置的核心部件质

量下降。

二维+LiCl 光照组和二维+LiCl 遮光组的装置，总重分别下降了 6.43 g 和 5.48 g，除

湿速率分别为 17.19 g∙m-2∙h-1和 48.43 g∙m-2∙h-1。其中，三维+LiCl 光照组的除湿速率约为

二维+LiCl 光照组的 14.9 倍，而三维+LiCl 装置吸附材料面积仅为二维+LiCl 的 8.3 倍，

表明三维结构设计相对二维结构而言，除湿速率显著提高，而除湿速率的提高并非仅来

源于材料的面积与体积的增大。对于二维+LiCl 装置，其光照组的湿源减重量仅为遮光

组的 27%，其原因是二维吸附材料在光热作用下处于高温状态，材料吸附速率相应较低，

使内部湿蒸汽难以传递至室外。而对于三维+LiCl 与二维+LiCl 装置，遮光组的湿源质量

与装置总重下降，核心部件质量增加，是由于材料表面水蒸气的平衡分压高于箱外环境

且低于箱内环境，使装置在箱内与箱外间构建了微弱的吸附-解吸过程，将箱内高湿蒸汽

转移至箱外。而三维+LiCl 遮光组质量变化速率低于二维+LiCl 遮光组，是由于对于三维

+LiCl 装置，其结构复杂，内部溶液传输阻力更大。



图 5（e）则对比了三维+LiCl 和三维+空气装置，光照组与遮光组的质量变化曲线与

温湿度变化曲线，其中，三维+LiCl 光照组总重在 6.3 h 内，质量下降速率最高，而其他

组的装置总重变化量则十分接近。对于三维+空气装置，遮光组和光照组的装置总重下

降速率分别为 0.48 g/h 和 0.53 g/h，除湿速率分别为 112.5 g∙m-2∙h-1 和 134.37 g∙m-2∙h-1，总

重的减重量与除湿速率分别为三维+LiCl 装置的 14%和 52%，表明 LiCl 水溶液对装置内

部的水分输运具有显著的促进作用。同时，对于该装置而言，因密封不佳导致的装置水

蒸气泄漏量极小，对三维+LiCl 装置实验结果的影响极低。

图 5 连续除湿装置的有源除湿实验台示意图及除湿效果对比图。（a）三维+LiCl 装置、（b）二维+LiCl
装置、（c）三维+空气装置的有源除湿实验台示意图（模拟光源开启为光照组，未开启为遮光组）；

（d）辐照强度 1000 W∙m-2下，实验 6.3 h 内，三维+LiCl 装置的光照组及遮光组、二维+LiCl 装置的光

照组及遮光组的装置总重曲线图；（e）三维+LiCl 装置的光照组及遮光组、二维+LiCl 装置的光照组及

遮光组的装置总重曲线图。
Figure 5 The dehumidification experiment set up of the continuous dehumidification devices with inner water

sources and comparison of dehumidification performance of different devices. The dehumidification
experiment set up of (a) the 3D+LiCl device, (b) the 2D+LiCl device, and (c) the 3D+air device with inner

water source. The tests with the simulated light are named the light group, and other tests are named the dark
group. (d) The total mass change of the light group of the 3D+LiCl device, the dark group of the 3D+LiCl

device, the light group of the 2D+LiCl device, and the dark group of the 2D+LiCl device. (e) The total mass
change of the light group of the 3D+LiCl device, the dark group of the 3D+LiCl device, the light group of the
3D+air device, and the dark group of the 3D+air device. All of the light groups are under irradiation intensity

of 1000 W ∙m-2.



表 1 稳定高湿环境（相对湿度>80%）下，各装置各部分的质量变化速率
Table 1 Mass change rates of different parts of each device in a stable high humidity environment (relative

humidity>80%)
平均变化速率

（g/h）

核心部件 湿源（水） 总重

光照组 遮光组 光照组 遮光组 光照组 遮光组

三维 + LiCl -2.20 0.84 -1.64 -1. 31 -3.84 -0.47

二维 + LiCl -0.74 0.19 -0.25 -0.91 -0.99 -0.72

三维 + 空气 0.24 0.33 -0.72 -0.86 -0.48 -0.53

2.4 连续吸附除湿装置的无源除湿效果

为探究连续吸附除湿装置的无源除湿效果（空间内部无水蒸气供应源），建立了实

验台如图 6（a）所示。实验中，箱外保持稳定的高湿环境（30℃，RH70%）。为研究由

装置连续吸附-解吸过程引起的除湿效果，实验前，将装置于该环境中平衡。在 1000 W∙
m-2的模拟光源下，箱内与箱外的相对湿度、温度变化曲线如图 6（b）所示。实验 400 min
内，装置的湿度由 70%下降至 50.8%，稳态除湿速率约 17.07 g∙m-2∙h-1。并且，实验进行

400 min 时，室内湿度仍保持稳定下降，并且箱内温度始终保持不高于环境温度 2 ℃的

范围内，表明在 1000 W∙m-2 的模拟光源下，装置仍具备一定的除湿能力，所构建的复合

吸附材料能够稳定、在不使空气温度显著升温下，实现连续地吸附除湿效果。

图 6 连续除湿装置的无源除湿实验台示意图及箱内、外温度与湿度变化曲线图。（a）三维+LiCl 装置
的无源除湿实验台，实验初始，吸附材料与箱外环境（30 ℃，RH70%）保持吸附平衡；（b）辐照强

度 1000 W∙m-2下，箱内与箱外的相对湿度及温度的变化曲线图。

Figure 6 The dehumidification experiment set up for the continuous dehumidification device without inner

water source and the temperature and humidity inside and outside the box. (a) The dehumidification

experiment set up of 3D+LiCl device without water generation. At the beginning of the experiment, the

adsorption material is in equilibrium with the ambience (30 ℃, RH70%); (b) The relative humidity and

temperature inside and outside the box under irradiation intensity of 1000 W∙m-2.

2.5 经济性分析

为了对比不同被动式吸附除湿装置的经济性，引入成本效能比 PPR：

1 / (  )
unite

unite

price pricePPR
r g h moisture load

  （7）



其中， uniteprice 表示 1 m2 吸附材料消耗的材料成本； uniter 表示 1 m2吸附材料的平

均除湿速率。PAN/MIL@LiCl NFM[13]、SG-MIL101Cr panel[11]、PS-20%(ACF@LiCl）[14]

与 ACF+LiCl（三维）吸附材料的除湿装置的 PPR 如图 7 所示。PAN/MIL@LiCl NFM 与

SG-MIL101Cr panel 的 PPR 值远高于 PS-20%(ACF@LiCl）与 ACF+LiCl（三维），其中，

SG-MIL101Cr panel的PPR值超过了 ACF+LiCl（三维）的40倍。这是由于PAN/MIL@LiCl
NFM 与 SG-MIL101Cr panel 采用了 MOFs 材料作为吸附剂的重要组成部分，然而其尚未

实现广泛的商业应用，目前市场价格十分昂贵。而对比 PS-20%(ACF@LiCl）与 ACF+LiCl
（三维），PS-20%(ACF@LiCl）的 PPR 值为 ACF+LiCl（三维）的近两倍，其主要原因

是 PS-20%(ACF@LiCl）装置中为降低吸附侧温度，提高吸附速率，采用了辐射制冷膜

层，在一定程度上增加了成本。因此，相较其他工作，本研究提出的连续吸附装置

（ACF+LiCl（三维））在经济性方面具有显著优势，对被动式连续吸附除湿技术的市场

化具有重要意义。

图 7 本文所提出的 ACF+LiCl（三维）与现有被动式除湿装置采用的吸附材料的成本效能比。
Figure 7 The comparison between ACF+LiCl(3D) and sorbents of passive dehumidification units presented in

recent articles.

3 结 论
目前，建筑除湿的主要方式依然基于蒸汽压缩式制冷空调。除湿时，制冷与除湿过

程耦合，使空气温度过低，需进行再加热的过程，往往导致能源浪费。因此，对室内环

境温湿度独立控制，并利用太阳能等可再生资源，发展被动除湿技术具有重要意义。而

现有的被动除湿方式难以实现高效、低成本的连续除湿。为此，基于 ACF-LiCl 复合吸

附剂，通过构筑“平面-U 型面”三维结构，本文提出了一种全被动式连续吸附除湿装置。

基于吸附剂的吸附与解吸测试，装置三维结构的平面-U 型面面积比例设置为 1:6。通过

不同 LiCl 浓度的装置除湿实验，除湿装置的初始浓度越高，除湿效果越好，本文选取了

质量分数为 30%的 LiCl 水溶液。1000 W∙m-2 太阳辐照下，在稳定高湿（相对湿度不低于

85%）的环境中，该装置的平均除湿速率可达 256.25 g∙m-2∙h-1；与初始环境湿度平衡时，

装置可在 400 min 内将室内湿度由 70%降至 50.8%，稳态除湿速率可达 17.07 g∙m-2∙h-1，

表现出优秀的除湿性能。对于装置采用的材料而言，ACF、LiCl 以及其他辅助部件均可

实现工业化批发和规模化制造，成本低廉。本文提出的连续吸附装置完全由太阳能驱动，

实现了零排放的全被动除湿。并且，该装置无运动部件，结构紧凑，为低品位能源驱动

的室内连续除湿技术，提供了极具价值的思路。



参考文献

[1] Wolkoff Peder. Indoor air humidity, air quality, and health–An overview. International journal of hygiene

and environmental health, 2018, 221(3): 376-390.

[2] Woods Jason, Nelson James, Eric Kozubal, et al. Humidity’s impact on greenhouse gas emissions from air

conditioning, Joule, 2022, 6(4): 726-741.

[3] Tu Y D, Wang R Z, Ge T S, et al. Comfortable, high-efficiency heat pump with desiccant-coated,

water-sorbing heat exchangers. Scientific reports, 2017, 7(1): 40437.

[4] Jani D B, Mishra M, Sahoo P K. Solid desiccant air conditioning–A state of the art review. Renewable and

Sustainable Energy Reviews, 2016, 60: 1451-1469.

[5] Zhang Tao, Liu Xiao-Hua. Performance comparison of temperature and humidity independent control

air-conditioning system with conventional system. Building Services Engineering Research & Technology,

2016, 37(4): 479–488.

[6] Li Bangjun, Hua Lingji, Tu Yaodong, et al. A full-solid-state humidity pump for localized humidity control,

Joule, 2019, 3(6): 1427-1436.

[7] Ni George, Li Gabriel, Svetlana V Boriskina, et al. Steam generation under one sun enabled by a floating

structure with thermal concentration. Nature Energy, 2016, 1(9): 1-7.

[8] Li Yutang, Chen Honglei, Deng Ran, et al. Darling. Sandwich-structured photothermal wood for durable

moisture harvesting and pumping. ACS Applied Materials & Interfaces, 2021, 13(28): 33713-33721.

[9] Nielsen, Elsabet, Sonja Beckerhardt, Gerald Englmair, et al. Investigation on an air solar-driven open

sorption system for comfort cooling. Solar Energy, 2022, 231: 57-71.

[10] Cao Biye, Tu Yaodong, Wang Ruzhu. A moisture-penetrating humidity pump directly powered by

one-sun illumination. Iscience, 2019, 15: 502-513.

[11] Ge Lurong, Feng Yaohui, Xue Yanan, et al. Mesoporous Silica‐Guided Synthesis of Metal–Organic

Framework with Enhanced Water Adsorption Capacity for Smart Indoor Humidity Regulation. Small

Structures, 2023, 23:2300055.

[12] Zhang Yufei, Wu Lei, Wang Xianfeng, et al. Super hygroscopic nanofibrous membrane-based moisture

pump for solar-driven indoor dehumidification. Nature communications, 2020, 11(1): 3302.

[13] Entezari Akram, Lin He, Oladapo Christopher Esan, et al. Continuous humidity pump and atmospheric

water harvesting inspired by a tree-pumping system. Cell Reports Physical Science, 2023, 4(2).



中国工程热物理学会 传热传质学

学术会议论文 编号：233562

介孔材料吸附和填充的团簇演化机制研究
何转桃，吴春梅，李友荣

重庆大学低品位能源利用技术及系统教育部重点实验室，能源与动力工程学院，重庆 400044）

（Tel：13002386773; E-mail: chunmeiwu@cqu.edu.cn）

摘要：为了探究气体在纳米孔内的吸附和填充过程，本文采用了分子动力学方法来分析介孔材料的吸

附特性。结合热力学条件和团簇吸附理论，通过对 Zeta 等温吸附方程的扩展，推导出了孔隙填充阶段

的吸附量表达式，揭示了气体在介孔材料内的吸附和孔隙填充机制及其演化规律。结果表明，压力较

低时，孔隙内的吸附过程呈现为平面吸附特征；而压比大于 0.32 时，孔隙内发生填充，各种类型的团

簇数量急剧增加，当孔隙内的空吸附单元被填满时孔隙填充过程结束。

关键词：纳米孔隙；吸附；团簇分布；孔隙填充

0 前言

近年来，活性炭[1]、多孔二氧化硅[2]和金属有机框架[3]等微孔和介孔材料因其具有独

特的物理结构和性质备受研究者关注，并在催化剂、气体存储、吸附分离以及药物输送[4]

等工业技术领域得到了广发的应用。为了获得纳米多孔真实孔隙结构，有必要对纳米多

孔材料进行实验表征，这对于探索新型吸附材料，优化多孔材料应用体系至关重要。

气体吸附是表征孔隙空间最常用的技术之一。但在利用气体吸附表征材料结构前，

需要先确定吸附模型和等温线。此外，使用不同的吸附模型得到的结果也会存在差异。

随着研究的不断深入，吸附过程中许多经典的或半经验的等温吸附模型得到了不断发展

与完善。Langmuir 首次明确提出了单层吸附的概念[5],[6]，并从动力学观点出发推导出了

著名的 Langmuir 吸附方程。由于 Langmuir 方程是由简单的假设推导出来的，没有考虑

吸附质分子之间的相互作用和表面的非均匀性，因此与实际实验测得等温线有偏差。为

了拟合实验测量获得的等温线，研究者在 Langmuir 方程的基础上提出了许多经验方程。

1938 年 Brunauer、Emmett 和 Teller 提出的 BET 方程是吸附科学发展的里程碑[7]。然而，

BET 理论忽略了吸附质分子之间的横向相互作用。因此，它在理论上只对理想情况有效，

而且该等温线的应用只能在很小的程度上再现实验等温线[8]。其他的一些理论模型，如

FHH[9]、AD[10]等吸附模型，在较高压力下的吸附预测与实验测量结果吻合较好，这些吸

附模型极大地推动了吸附领域的理论发展，但它们只适用于特定的系统。因此，上述的

模型均不能描述全压比下的吸附过程。基于统计热力学理论，Ward 和 Wu [11]于 2007 年

提出了 Zeta 吸附理论，该吸附模型可以准确地描述从低压到饱和蒸气压的整个范围内的

吸附量，并在大量的实验研究和数值模拟中证明了其有效性[12]-[15]。Zeta 理论也逐渐被用

于材料结构表征、吸附特性方面的研究[16][17]。

 资助项目: 国家自然科学基金项目（51876012）



气体在多孔材料上的吸附常表现为 S 型等温线，在 IUPAC 分类中称为 IV 型[18]。为

了理解这种现象背后的分子相互作用，研究者提出了新的理论等温线建模方法。Seishi
等[19]从统计热力学原理推导出了等温线，将吸附等温线转化为吸附质在界面的分布及其

吸附质分子之间的相互作用，并提出了协同吸附理论的概念。随后，Olivia 等[20]过扩展

吸附质相互作用和协同吸附理论，将协同吸附理论扩展到非均质表面，成功地拟合了含

微孔和中孔多孔材料的 IV 型等温线。此外，毛细管凝聚现象被认为是多孔体系等温线

出现阶跃的驱动力[21]。Christoph[22]提出的通用等温线方程是 Zeta 等温线经典推导的延

伸，该方法描述了毛细冷凝对吸附等温线的影响。

综上所述，虽然目前已有研究者对相关方面进行了大量研究，但对于非平面和多孔

表面的吸附规律等仍不清楚。本文采用分子动力学模拟方法对多孔材料的吸附特性展开

研究，结合热力学条件和团簇吸附理论，扩展了 Zeta 等温吸附方程，并对吸附和填充过

程中团簇的演化机制进行了探究。

1 物理模型与方法

图 1 展示了氩气在多孔结构表面吸附的模拟系统示意图。模拟系统的尺寸为 43.76
nm(x) ×10.845 nm(y) ×10.845 nm(z)。采用晶格常数为 0.3615 nm 的面心立方晶格(FCC)结
构，通过去除体中心区域的原子来构建纳米孔，孔隙长度为 9.4 nm,孔径为 6.4 nm。同时，

最外层设置界面墙以防止体系移动，固体基板同样采用铜原子排列成面心立方晶格结构。

图 1 物理模型示意图

Fig. 1 Physical model of nanopore

本文选取的吸附质为被广泛使用的稀有气体氩气，氩原子随机分布在气相空间。选

用 Lennard-Jones 12-6 势函数对氩原子与氩原子之间的相互作用进行模拟，原子之间的截

断半径 1.2 nm，超过该距离的原子相互作用忽略不计。
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式中，rij为 i 原子与 j 原子间的距离，ε是势阱深度, σ为距离特征长度，氩原子与氩

原子的作用参数为 0.0103 eV 和 0.3405 nm。铜原子之间的相互作用则采用为嵌入原子法



(EAM)势函数，通过 Lorentz-Berthelot 混合法则可以确定铜-氩原子之间的相互作用参数。

模拟系统采用了周期性边界条件，通过调整气相区域内的氩原子数来改变气相压力。

原子的速度分布服从 Gaussian 分布，使用 Verlet-velocity 算法对原子的位置和速度进行

迭代。氩气的临界温度为 150.47 K，故本文选取低于其临界温度的 120 K 作为吸附温度。

本文的主要模拟步骤如下：首先采用共轭梯度法进行几何优化以消除原子间重叠；然后，

采用正则系统（NVT）进行平衡模拟，并通过 Nose-Hoover 热浴维持恒温为 120 K，当

整个体系的温度均匀分布在 120 K 附近小幅波动且系统总能量趋于恒定时，认为体系进

入平衡状态，弛豫结束；最后记录所需数据并对最后 1 ns 的密度、压力等物理量统计平

均进行数据分析。模拟时间步长为 2 fs，模拟运行时间为 3 ns。通过对三个主应力张量

进行统计平均，可以得到气相压力。

2 结果分析与讨论

2.1 等温吸附曲线

图 2 展示了由 MD 统计得到的系统平衡吸附量，可以看出，低压比时吸附量随着压

比的增大急剧增加，增大压比时吸附量缓慢增长，进一步增大压比时吸附量近线性增长，

压比接近 1 时吸附量基本保持不变，表明孔隙完全被填满。从完全被填满吸附质的孔隙

开始，降低压力可以得到解吸分支的曲线。在一定压力下孔隙内流体会发生蒸发，在吸

附等温线上表现为吸附量的缓慢减小。另一方面，解吸过程表现出一定的滞后效应，等

温吸附曲线出现滞后环。压比降低至某一确定值后，吸附曲线和解附曲线重合，此时的

吸附与解吸过程可逆。

图 2 不同压比条件下的纳米孔内的平衡吸附量

Fig. 2 Adsorption amount of nanopore at different pressure ratio

为了解释吸附机理，研究者提出了许多等温吸附模型来描述吸附过程，如 Langmuir、
BET 和 FHH 等模型对应的等温吸附曲线。但压比为 1 时这些模型所预测的吸附量趋于

无限大，这与实际情况不符合。2007 年，Ward 和 Wu 提出的 Zeta 等温吸附模型能够准

确预测气相压比从 0 到 1 的吸附过程[11]。该模型的基本假设是基底表面存在多个吸附位

点，每个位点最多只能吸附一个分子团簇，其中每个团簇所含的分子数为ζ，即ζ=1，2，
3...... m 。



假设 aζ表示含有ζ个分子的团簇的数目，则总吸附量 S Vn 可表示为

m
SV

1
n a









 (2)

吸附剂表面的吸附单元数记为 M，空吸附单元数数记为 a0，则
m

0
1

a M a



 

  (3)

当系统达到平衡时，单分子团簇的化学势 1 与含有ζ个分子的团簇的化学势  之间

满足下列关系： SV V
1    (4)

运用正则系综配分函数与吸附质的亥姆赫兹自由能表达式，可以推导得出含有ζ个

分子的团簇分布 a 的表达式为：
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其中，c 和α为两个无量纲的等温常数，与团簇的配分函数密切相关。

联立公式（3）和（5），可以得出零吸附单元数 a0的表达式：
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将方程（5）中a 的表达式代入与方程（2），求得吸附量的表达式，即 Zeta 等温吸

附方程：
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(7)

其中，M, c, α和ζm是与压比 Vx 无关的热力学常数。在恒定温度下，吸附量仅随压比

的变化而变化。通过上式可以计算出无孔材料的吸附量和团簇分布情况，并且运用该理

论可以对多孔材料的吸附过程进行分析。

表 1 120K 下氩-铜表面的 Zeta 等温参数

Table 1 The Zeta isothermal parameters of argon adsorption on Cu at 120K

材料 M (μmol/m2) c α ζm Δ(ζ)

氩-铜 19.04 102.7 0.49 22 0.55%

图 3 给出了氩气在铜界面的吸附数据，经过线性拟合确定的 Zeta 等温吸附方程相关

参数列于表 1。从图中的吸附曲线可以看出，Zeta 等温吸附曲线在整个压力范围内与 MD



模拟的吸附量吻合较好，最大误差不超过 1%。对于同一种材料其等温参数均应该相等，

因此，我们可以根据 120K 下氩气-铜表面的 Zeta 等温参数确定多孔结构表面吸附状态变

化的拐点参数，并进一步完善多孔结构表面的吸附机理。

图 3 氩-铜表面的等温吸附曲线

Fig. 3 Argon adsorption isotherm of Cu at 120K

图 4 Zeta 等温线与纳米孔内吸附-解吸量的对比曲线

Fig. 4 Comparison curve between Zeta isotherm and adsorption-desorption amounts in nanopore

图 4 展示了根据 Zeta 等温方程与纳米孔的吸附数据绘制的等温吸附曲线。由图 4 可

以看出，压比小于 0.32 时纳米孔内的吸附数据与 Zeta 理论计算的吸附量吻合较好。但

是在压比大于 0.32 后，模拟所得吸附数据与的 Zeta 等温线的吸附量开始出现偏差。出

现这种现象的原因可解释如下：在压比较小的情况下，纳米孔内的吸附过程类似于平面

吸附过程。随着压比的增加，纳米孔内的吸附量达到一定值，孔隙内相对壁面的原子能

够碰撞，孔隙逐渐开始填充。此外，解吸过程中空腔空化和弯月面撤回同时作用，当压

比降低至 0.19 时空化结束。由于吸附过程中孔隙内发生经典的毛细管凝聚现象，孔隙填

充开始的压比大于空腔空化终止时的压比，从而导致吸附-解吸过程出现迟滞现象。

2.2 类平面吸附阶段

根据 2.1 节的分析，可以将纳米孔内的吸附过程理解为两个连续的平衡过程：类平



面吸附和孔隙填充，类平面吸附量与孔隙填充吸附量分别记为 SV
1n 和 SV

2n 。

根据公式（5）和(6)可以进一步得到类似于平面吸附阶段的零吸附单元和团簇分布，

详见图 5。随着吸附过程的进行，吸附剂表面的零吸附单元迅速减小，当压比达到 0.19
时，只有 10%左右的零吸附单元存在，随着压比的继续增加，孔隙壁面被氩原子覆盖，

因此零吸附单元基本消失了(图 5)。另一方面，在吸附开始时，单分子团簇在吸附开始时

迅速增加，并在压比为 0.19 时达到峰值；同时，双分子团簇也开始出现。随着压比的继

续增加，单分子团簇的数量开始下降，多分子团簇所占比例逐增加，如图 5(b)所示。

图 5 Zeta 模型预测的类平面吸附阶段的空吸附位(a)和团簇分布(b)

Figure 5. Variation of empty adsorption sites (a) and clusters distribution (b) in the plane-like adsorption

stage predicted by Zeta adsorption model

2.3 孔隙填充阶段

2.3.1 吸附量的表达式

孔隙的体积定义了孔隙填充过程的上限，当所有孔隙位置都被填充满时，孔隙填充

结束。假设孔隙填充过程在团簇达到 f 时开始，两个过程均在团簇数目达到最大值 m 时

完成，bζ表示孔隙填充过程中含有ζ个分子的团簇的数目，此过程的吸附量用 SV

2n 表示，

则  SV

2 1
m

m
f

n f b







   (8)

孔隙内的空吸附单元数记为 0b ，孔隙内的吸附单元数记为 N，则
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整理化简，有  V
2 20
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联立方程（9）与方程（11），可得空吸附单元的表达式：

  1

2

0
2

1

1

m

m

fV
f

V
f

b x
b N b N

x










 



      
 (13)

孔隙填充吸附阶段的吸附量的表达
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当体系从单分子团簇开始吸附时，方程（14）可化简为类平面阶段吸附量的表达式。

2.3.2 模型验证

图 6 展示了多孔材料 SBA-15 的吸附-解吸等温数据点[23]。利用 Mathematica 软件，

我们根据 Zeta 吸附等温方程拟合了相应的等温常数。将这些参数代入方程（7）可得到

Zeta 吸附等温线，如图 1 中的蓝线所示。从图中可以观察到，在压比小于 0.64 时，吸附

等温线与 SBA-15 的吸附-解吸数据相吻合较好。然而，在压比大于 0.64 后，实验测量得

到的吸附-解吸量与 Zeta 吸附等温线开始出现偏差。这主要是因为在低压比条件下，吸

附过程类似于平面吸附过程，当孔隙壁面的吸附量达到一定值后，孔隙开始被填充。我

们接下来根据方程（20）对孔隙填充阶段的吸附量进行线性拟合，表 2 中所示的等温吸

附方程的相关参数。我们预测的多孔材料 SBA-15 的α2 为 1.45，因此，模型预测的发生

毛细凝结的相对压力为 0.69。文献中，Yang 等[24]指出 SBA-15 的相对毛细凝结压力为

0.68，两者之间的误差小于 2%，这证实了我们提出模型的正确性。

图 6 SBA-15 材料对 N2的等温吸附/解吸数据

Fig. 6 The isotherm adsorption/desorption N2 in SBA-15 material



图 7 SBA-15 对 N2的孔隙填量

Fig. 7 Adsorption amount of N2 in SBA-15 in the pore filling stage

表 2 孔隙填充阶段的等温参数

Table 2 The isothermal parameters of pore filling stage

材料 N c2 α2 ζm f Δ(ζ)
SBA-15 0.08 0.035 1.45 120 8 1.49%
Cu-6.4 1.46 39.43 1.46 22 4 1.22%

2.3.3 团簇演变规律

根据 2.2 节的分析，可以得知孔隙填充开始时的压比为 0.32，此时孔隙内开始出现

五个原子的团簇。因此可以判断孔隙填充过程在团簇 4f  时开始。运用方程（20）对

MD 模拟得到的孔隙填充阶段的吸附量进行线性拟合分析，获得等温吸附方程的相关参

数，如表 3 所示。将 N, c2, α2, f 和ζm代入式（20），得到孔隙填充阶段的吸附曲线，如图

8 所示，可以看出，等温吸附曲线与 MD 统计结果吻合很好，最大误差不超过 2%。

图 8 Cu-6.4 对 Ar 的孔隙填充量

Fig. 8 Pore filling capacity of Ar in Cu-6.4

为更深入地探讨孔隙填充阶段的吸附特征，我们分析了孔隙填充阶段吸附团簇的演



化过程。通过联立公式（17）与公式（19），简化计算后，得到孔隙填充阶段的空吸附单

元和团簇分布：

     
0 2

1

2 2 2 2

1

1 1m
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b x
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将表（3）中的等温参数代入方程（21）和方程（22），可得获得不同压比下空吸附

单元和团簇分布的演化规律，如图 9 所示。

根据图 9 的结果，可以观察到以下特征：在初始阶段孔隙内的空吸附单元分布 0b N
的比例为 1，这表示吸附处于类平面吸附阶段。当压比大于 0.32 时，空吸附单元分布的

比例迅速减小，同时多分子团簇的数量迅速增加，表明吸附进入了孔隙填充阶段。压比

增加至 V 1
2x   时，孔隙内空吸附单元的比例小于 0.01，而各种类型的团簇在孔隙内出

现的概率相等。继续增加压比时，小分子团簇会继续聚合成大分子团簇，大分子团簇的

比例急剧增加，最终导致孔隙被填充满。

图 9 孔隙填充阶段的空吸附单元(a)和团簇分布(b)变化

Fig. 9 Variation of empty adsorption sites (a) and cluster distribution (b) at the pore filling stage

3 结论

本文采用分子动力学方法探究了氩气在介孔铜孔隙内的吸附和填充过程的团簇演化

机制，并确定了孔隙内吸附状态变化的拐点参数。在低压比条件下，氩气在孔隙内的吸

附呈现平面吸附的特征，而当压比大于 0.32 时吸附进入孔隙填充阶段。在填充过程中，

团簇种类急剧增加，压比等于 1/α2时各种类型的团簇在孔隙内出现的概率相等；继续增

大压比时，小分子团簇的比例降低而多分子团簇的比例增加，小分子团簇逐渐合并生长

为大分子团簇。这些研究结果对深入理解气体在纳米孔隙中的吸附和填充行为具有重要

意义，为设计和优化多孔材料的吸附性能提供了理论依据。
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摘要：质子交换膜燃料电池（Proton Exchange Membrane Fuel Cell, PEMFC）凭借其高能量转化效率成

为氢能利用的重要手段之一。然而，PEMFC 因为工作温度低，水的冷凝不可避免，液态水的存在对电

池性能会产生重要影响。在本文中，基于气体扩散层（GDL）内水传输模拟中获得了液态水的空间分

布，进而研究了液态水空间分布对 GDL 气体扩散的影响。研究发现通过与不含水的 GDL 的模拟结果

对比，液态水的存在显著增大了氧气扩散的阻力。之后以液态水饱和度为变量，拟合出了 GDL 有效气

体扩散率的修正公式，为 PEMFC 的三维两相 CFD 模型建立提供了更加准确的模拟参数。

关键词：质子交换膜燃料电池；气体扩散层；有效气体扩散率；氧气扩散

0 前言

质子交换膜燃料电池（PEMFC）阴极催化层（CL）中会生成水，生成的水在 PEMFC
较低的工作温度下会冷凝为液态，因此，气体扩散层（GDL）孔隙中同时存在着气态物

质和液态物质。PEMFC 工作过程中，反应气体通过 GDL 到达 CL 发生反应，GDL 内部

液态水会对反应气体扩散传质产生很大的影响。

GDL 内气体的有效扩散系数低于相应的体积扩散系数，有效介质理论经常被用于估

计有效扩散率，最广泛应用的 Bruggeman 关系式[1]，形如：

 1 srr s  (1)

式（1）中，ε为孔隙率，s 为液态水饱和度，r 和 rs分别表示孔隙结构和孔隙中的液

态水对有效扩散率的影响，本文将其分别称为孔隙指数和饱和度指数。Zamel 等[2]基于

GeoDict 软件重构 GDL 后对扩散过程进行了数值模拟，并建立了平面内（IP）和贯穿平

面方向（TP）的有效扩散系数的关系式。何璞等[3]重构 GDL 结构后采用 LB 方法对有效

扩散系数进行了预测，与 Zamel 等的结果一样，认为 Bruggeman 关系式对有效扩散系数

的估计过高。

液态水会对 GDL 传质产生很大的影响。Wang 等[4]采用原电池式氧浓度传感器组成

的实验装置，测量了 GDL 中氧气的扩散系数，发现液态水浸渍 GDL 样品中的扩散系数

随饱和度呈非线性变化。

为了给 PEMFC 数值模型提供更可靠的物性参数，很多研究人员研究了液态水与有

效气体扩散系数的修正系数之间的关系。Hwang 等[5]和 Wang 等[6]的实验结果表明，当使
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用 Bruggeman 关系式修正时，rs为 3 时能较好地预测液态水对气体扩散的阻碍；而在 Xu
等[7]的数值模拟中，得出 rs 应为 2 的结论。还有人考虑到各向异性，认为 rs在 TP 和 IP
方向应取不同的值。García-Salaberri 等[8]认为 rs在 TP 和 IP 方向分别应为 2.15 和 2.25，
而 Nam 等[10]、Rosen 等[9]、Niu 等[11]得出 TP 和 IP 方向的 rs分别为 3.5 和 2。同时 Rosen
也认为将 r 和 rs取为同一个值，与目前的数据也是符合的，此时 TP 和 IP 方向的 r（rs）

分别应该为 3.5 和 2，而 Zamel 等[12]基于同样的想法，得到的 r（rs）的值为 3.5。
可以发现文献中关于 GDL 内部液态水对传输系数影响的研究得出了很多不同的结

论，另外在他们的研究中，饱和度一般都很高，有些水的空间分布仅是人为假设的。本

文基于由孔尺度模型计算得到的准确的 GDL 液态水空间分布[13]，确定含水状态下 GDL
的有效传输系数，为 PEMFC 数值模型提供更可靠的物性参数。

1 气体扩散模型

1.1 模型假设与控制方程

组分的质量守恒方程如式所示：

  R
c cv D c S
t


    


(2)

其中，SR为化学反应源项，这里输运量用气体浓度 c 表示，左侧的三项分别为非稳

态项、对流项和扩散项，本研究为稳态条件，无流体流动，且 GDL 内不发生电化学反

应，故式（2）可表示为以下形式：

  0D c   (3)

气体扩散模型的式（3）可描述为式（4）所示的拉普拉斯方程：

  0   (4)

其中，Γ为扩散系数，Ψ为任意标量， GDL 中的气体扩散过程可以类比使用能量的

温度方程进行计算。GDL 的有效气体扩散率可根据菲克第一定律获得：

c eff
dcJ D
dx

  (5)

上式会在所有网格的所有相中求解，但实际上氧气无法在水中扩散，即水相中氧气

的扩散通量为零，为实现这一要求，在 Fluent 软件中将水的质量扩散率设置为一个很小

的值（例如 1e-10 m2 s-1），这与氧气的扩散率相比可以忽略。气体扩散发生在孔隙空间

的流体域，气体扩散率在各个方向上是各向同性的，故取 x 轴、y 轴和 z 轴三个方向的

有效气体扩散率的均方根作为 GDL 的有效气体扩散率。

1.2 计算域与边界条件

如图 1 所示为计算 y 轴方向的面内有效气体扩散率时的计算域，在 x，y 和 z 方向上

的有效长度分别为 240 μm，240 μm 和 112 μm，且孔隙率在 TP 方向上均匀分布。固体

域中的碳纤维不参与气体扩散，所以用于计算气体扩散率的计算域仅包含了孔隙空间所

在的流体域。GDL 左侧的表面为氧气浓度较高的边界，浓度为 1 mol m-3；GDL 右侧的



表面为氧气浓度较低的边界，浓度为 0 mol m-3；计算域的上下表面和前后表面为固体壁

面；碳纤维表面的气体扩散通量为零，设置为固体壁面。当计算 x 轴方向的面内气体扩

散率时，GDL 上下表面和碳纤维表面的边界条件不变，将 GDL 左右两侧的表面设置为

固体壁面，前后两侧的表面分别设置为高低浓度的边界即可；而计算 TP 方向的气体扩

散率时，则需要把 GDL 前后、左右的表面均设置为固体壁面，上下表面分别设置为高

低浓度的边界。

图 1 气体扩散率计算域和边界条件

Figure 1 Gas diffusivity calculation domain and boundary conditions

在模拟含有液态水的 GDL 中的气体扩散时，需要用到水传输稳定状态下 GDL 内部

的液态水空间分布[13]，在 Fluent 软件中首先使用 Interpolate（插值）功能将液态水的分

布提取出来，然后在开始进行气体扩散模拟之前再使用插值功能将液态水分布添加到计

算域中。

1.3 数值方法

本章使用 Ansys Fluent 16.0 完成计算，在气体扩散率计算中仅求解能量方程，对于

空间离散，梯度项选择 Least Squares Cell Based 方案，相体积分数采用 Compressive 方案，

能量项采用二阶迎风方案。在 AMG（Algebraic Multigrid，代数多重网格）算法部分默

认后松弛扫描为 1 的情况下计算可能会发散，为获得更好的收敛，除了将能量项的亚松

驰因子设为 0.98 外，将循环类型更改为 F-Cycel，并将后松弛扫描增加到 2。当计算迭代

到一定次数之后，收敛速度会变得很慢，为提高计算收敛的速度，可以在计算时中断进

程，将后松弛扫描因子由 2 调整回 1，重新读入算例和场数据后再继续计算。

2 模拟结果与分析

本节利用之前研究成果[13]中的 GDL 中不同饱和度下液态水的空间分布，对干燥和

含有液态水的 GDL 的有效气体扩散率进行了定量研究。



2.1 干燥 GDL 的有效气体扩散率

分别在孔隙率为 0.55、0.60、0.65 和 0.70 的四个孔隙率的 GDL 模型中，不含液态

水的情况下进行了氧气扩散模拟，图 2 展示了 GDL 中氧气浓度的分布情况，其中横向

对比为氧气浓度梯度在同一方向上的模拟结果，共分为 TP、IP-x 和 IP-y 三个方向，可

以看出，四个孔隙率模型在各个方向上的结果表现出相同的趋势，氧气浓度从高浓度边

界到低浓度边界逐渐降低，且近似于线性变化。

图 2 干燥 GDL 中的氧气浓度分布

Figure 2 Oxygen concentration distribution in dry GDL

将有效气体扩散率与氧气质量扩散率的比值称为相对有效扩散率。图 3 所示为干燥

的 GDL 中相对有效气体扩散率随孔隙率的变化，取 x 轴、y 轴和 z 轴三个方向的有效气

体扩散率的均方根作为 GDL 的有效气体扩散率。随着孔隙率增加，GDL 中碳纤维的体

积分数降低，相对有效气体扩散率增加。将模拟结果与文献中报道的数据进行比较，发

现本研究的有效气体扩散率比 Bruggeman 关系式的预测值低，这一点与何璞[3]的结论是

相同的，但是又稍高于 Kramer 等[14]的实验数据，这是因为 Kramer 的实验选用的是孔隙

率分布不均匀的碳纸，其有效气体扩散率会受孔隙率较小区域制约，而本研究为减小孔

隙率分布的影响，所重构的 GDL 模型的孔隙率在 TP 方向是均匀的，因此本研究得到的

GDL 有效气体扩散率较高。



图 3 干燥 GDL 中的相对有效扩散率

Figure 3 Relative effective diffusivity (RED) in dry GDL

2.2 含液态水的 GDL 的有效气体扩散率

对不同液态水饱和度的 GDL 算例进行了气体扩散模拟，如图 4 所示为饱和度 0.009、
0.057、0.133、0.215 GDL 的氧气浓度分布情况。为展示 GDL 内部的情况，在每个方向

上各取了三个截面，可以看出，饱和度值增加后，由于水对氧气扩散的阻碍，红色的高

浓度区域和蓝色的低浓度区域面积均有所增加。

图 4 含液态水的 GDL 中的氧气浓度分布

Figure 4 Oxygen concentration distribution in GDL containing liquid water



图 5 所示为含有液态水的 GDL 中的相对有效气体扩散率随饱和度的变化，其中横

轴为 1-s，其中 s 为 GDL 中液态水的体积分数。饱和度增大，GDL 的相对有效气体扩散

率降低，这是因为孔隙中滞留的液态水占据了气体扩散的路径，扩散截面积的减少增加

了扩散阻力。当饱和度为 0.215 时，GDL 的有效气体扩散率降低了 37.8%。

以 1-s 为变量，将相对有效气体扩散率按 Bruggeman 关系式的形式进行拟合，若强

行保持孔隙指数 r 为 1.5，则拟合得到的方程如式(6)所示，其中饱和度指数 rs为 5，从图

5 可以看出，拟合结果明显偏离了模拟数据；若同时对 r 和 rs 进行拟合，得到的方程式

如式(7)所示，此时 r 和 rs的值均为 2，从图 5 可以看出，拟合结果与模拟数据非常符合。

 51.5 1effD s  (6)

 22 1effD s  (7)

图 5 含液态水的 GDL 的相对有效扩散率

Figure 5 Relative effective diffusivity in GDL containing liquid water

3 结 论

本文对所使用的气体扩散模型进行了介绍，首先选用孔隙率在 TP 方向均匀分布的

GDL 模型，模拟了孔隙率分别为 0.55、0.60、0.65 和 0.70 的四个 GDL 模型在不含液态

水的情况下的气体扩散，模拟结果与文献中报道的数据符合良好。接着根据之前研究获

得的液态水空间分布，对含有液态水时 GDL 的有效气体扩散率进行了研究。结果发现，

液态水的存在显著增大了 GDL 中的氧气扩散阻力。当饱和度为 0.215 时，有效气体扩散

率降低了 37.8%。以液态水饱和度为变量，拟合出了 GDL 相对有效气体扩散率的修正公

式，该修正公式为 PEMFC 三维两相建模提供了更加准确的模型参数，为更加深入的研

究打下了基础。
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摘要：经过密度泛函理论计算、实验验证和多物理场仿真研究，本文得出了柠檬酸体系可用于有机氧

化还原液流电池的结论。柠檬酸体系具有更高的能量密度，并通过提高活性物质的溶解度和可利用性，

增强了电池的能量储存效能。实验验证了柠檬酸作为电解质的稳定性和与活性物质的相互作用，多物

理场仿真模拟揭示了电化学反应动力学行为和离子传输过程。这些研究结果为柠檬酸体系在有机氧化

还原液流电池中的应用提供了有力支持。

关键词：水系有机氧化还原液流电池，传热传质，柠檬酸，能量密度

0 前言

氧化还原液流电池（Redox Flow Battery，RFB）是一种具有新颖性的、高度经济且

高效率的大规模储能系统，它在两种循环电解质中存储不同可溶性氧化还原对来实现能

量储存 1。RFB 不仅可用于可再生能源的储能，确保发电和供电的连续性和稳定性，还

可用于电力网络的负荷平衡和调峰。自从 Thaller 于 1974 年提出氧化还原液流电池的概

念以来，RFB 受到了广泛的关注。全钒、铬/铁、锌/溴、聚硫/溴、钒/溴、铅酸等多种

RFB 体系相继被提出和发展，并取得了实质性进展 2。在这些系统中，钒氧化还原液流

电池是最为实用的选择，因为它在两个半电池中使用相同的元素，从而避免了长期使用

过程中电解质交叉污染的问题。

然而，目前大部分 RFB 系统都基于无机活性材料，这意味着它们的发展受到有限矿

产资源的制约。例如，随着钒矿产资源价格的快速飙升，全钒氧化还原液流电池的商业

化面临压力。此外，RFB 的比能较低，这是由溶液中氧化还原离子浓度以及电池电位和

放电过程中电子转移数的限制所导致的 3。为了克服这些限制，并进一步提高有机液流

电池的能量密度，近期的研究表明有机酸体系作为支撑电解质，在 RFB 中发挥着积极的

作用。有机酸的引入不仅降低了电解质的酸性，还能通过调节电池体系中的化学特性，

提高电池的能量密度 4。因此，有机液流电池的发展前景得到了进一步的拓展。

目前广泛应用于水系有机氧化还原液流电池电解质的主要是强酸 5（如盐酸、硫酸），

然而强酸的使用存在一些问题。首先，强酸容易引起储液罐的腐蚀，导致设备损坏。其

次，强酸电解质的处理和降解困难，导致严重的环境污染。为了解决这些问题，研究者

采用弱酸性的有机酸替代强酸。有机酸由 C、H、O 三种元素组成，属于弱酸，具有较

低的酸性和较弱的腐蚀性，同时易于降解。
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本文以对苯醌为研究对象，分别以盐酸、硫酸、乙酸、甲磺酸、草酸和柠檬酸体系

做支撑电解质。在密度泛函理论（DFT）计算得到溶剂化能的基础上，结合实验研究发

现室温下（25℃）对苯醌溶解度在 1M 柠檬酸中提高到 0.19M，并且在 60℃时高达 0.35
M，得到对苯醌在柠檬酸体系中具有较高溶解度（即较高的能量密度）的结论。因此后

续实验研究以柠檬酸体系为支撑电解质展开。此外，还使用有限元方法构建半电池多物

理场模型，对柠檬酸体系中对活性物质的传质过程进行分析和描述。为以弱酸为支撑电

解质的水系有机氧化还原液流电池研究提供参考和依据。

1 密度泛函理论与溶剂化能

1.1 利用密度泛函理论对不同体系进行理论优化

本文使用量子化学计算软件 Gaussian，基于密度泛函理论（Density Functional
Theory，DFT），采用 B3LYP 泛函和基组 6–31G+（d，p）组合计算探究不同有机酸/无
机酸体系中活性有机物对苯醌分子的优化状态。通过建立溶剂化模型研究对苯醌在不同

酸中的结合方式以及分子表面的静电势（Electrostatic potential，ESP）和电荷分布情况（如

图 1.1 所示），用于研究分子中的电荷转移现象。

图 1.1 不同体系中对苯醌的表面静电势和电荷分布情况

Figure1.1 Surface electrostatic potential and charge distribution of p-benzoquinone in different systems

图 1.1 中具有负 ESP 的区域（以红色表示）是电子密度较高的富电子区域。在化学

反应中，该区域倾向于释放电子，因为它们具有较高的电子密度。另一方面，正 ESP 区

域（以蓝色表示）则表示电子密度较低，是缺乏电子的区域。在化学反应中，这些区域

倾向于接收电子。通过 ESP 图，可以发现羰基和羟基官能团分别是还原反应和氧化反应

中必要的位点，并且揭示了对苯醌分子中可能发生的电荷转移现象。富电子的负 ESP 区

域（红色）具有更高的电子密度，可以作为电子的供体，参与还原反应。相反，正 ESP
区域（蓝色）的低电子密度使其成为电子的受体，有利于氧化反应的进行。

通过分析溶剂化模型中的 ESP 图，可以更好地理解对苯醌分子中的电荷分布以及还

原和氧化反应中羰基和羟基官能团的作用。这为进一步研究对苯醌及其相关化合物的反

应机制和性质提供了重要的理论依据。

1.2 溶剂化能计算结果与分析
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根据上述优化结果继续计算其在水中的溶剂化自由能。其中溶剂模型采用的是极化

连续模型（Polarizable Continuum Model，PCM）。优化完成后采用溶剂化密度模型

（Solvation Model Density，SMD）计算单点能，并用自洽场（Self-Consistent Field, SCF）
法通过优化计算气相的电子能量，获得不同体系的溶剂化自由能（如表 1 所示）。

表 1 不同体系的溶剂化能

Table 1 Solvation energy of different systems

电解质体系 溶剂化能 kcal/mol

盐酸 -9.92
硫酸 -32.84

柠檬酸 -41.67
草酸 -34.18
乙酸 -22.13

甲磺酸 -23

根据热力学原理，当物质溶解于溶剂中时，其分子需克服相互作用力。溶剂化能的

减小表明物质与溶剂分子之间的相互作用力减弱，导致物质的溶解度增加。溶剂化能受

到多种因素的影响，包括物质和溶剂的电荷密度、半径以及水合作用等 6。对苯醌在不

同酸中的溶剂化能差异可能归因于酸性程度、离子浓度以及离子种类，从而导致对苯醌

与溶剂的相互作用力不同。

根据溶剂化结果，在柠檬酸中，对苯醌的溶剂化能最小，因此有助于提高对苯醌的

溶解性。相同浓度的酸，柠檬酸中的理论溶解度最大。根据上述结果，展开后续实验。

2 实验部分设计与结果

2.1 对苯醌在不同酸体系中的溶解度测试

本实验使用摇瓶法测量对苯醌在各种酸性溶液中的溶解度。以下是具体的实验步

骤：

1. 准备浓度为 1M 的不同酸性溶液，包括盐酸、硫酸、乙酸、甲磺酸、草酸和柠檬

酸。

2. 取 30 mL 所配制好的每种酸性溶液，并将其分别倒入一个容量为 50 mL 的离心

管中。

3. 依次向每个离心管中加入 0.01 M 的对苯醌试剂，并将离心管放置于振荡器中进

行震荡，直到对苯醌完全溶解。

4. 继续加入 0.01 M 的对苯醌试剂并进行震荡，直到无法完全溶解为止。

通过上述步骤，最终得到对苯醌在不同酸性溶液中的溶解度（图 2.1）。该图展示了

对苯醌在各种酸体系下的溶解度情况。该结果对了解对苯醌在不同酸性环境中的溶解行

为具有重要意义。
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图 2.1 不同酸体系下的对苯醌的溶解度

Figure 2.1 Solubility of p-benzoquinone in different acid systems

根据溶解度测试的结果，观察到在室温条件下，对苯醌在柠檬酸中表现出最大的溶

解度。能量密度 E = n C F V（其中，n 代表电子转移数，C 代表活性物质的浓度，F 代

表法拉第常数，V 代表电池的电压），当活性物质的浓度 C 增加时，电池的能量密度也

随之增加，意味着单位体积的电解质可以储存更多的能量。

以 25℃下 1 M 柠檬酸体系为例，对苯醌在该体系中的溶解度相比于同等条件下的盐

酸体系高出 1.9 倍，意味着在柠檬酸体系的能量密度相较于盐酸体系提高了 1.9 倍。因此，

选择柠檬酸体系作为支持电解质可以显著提升电池的能量密度。该结果为优化电池设计

以提高能量密度提供了重要的参考。

2.2 电化学性能测试

2.1.1 循环伏安测试

液流电池技术中，循环伏安（Cyclic voltammetry，CV）测试广泛用于评估电解质

溶液和电极材料的电化学性能，以及研究液流电池中的氧化还原反应和动力学行为。循

环伏安测试可用于确定电解质溶液的可逆性和稳定性。通过在电解质溶液中进行循环伏

安测试，可观察到氧化还原峰的位置和形状，从而评估电解质的氧化还原反应的可逆性
7。此外，循环伏安曲线的形状变化和峰电流的变化还可提供关于电解质稳定性和电化学

特性。因此，在不同酸支撑电解质体系下进行循环伏安扫描是必要的（参见图 2.2）。
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图 2.2 不同酸体系的循环伏安测试

Figure 2.2 Cyclic voltammetry of different acid systems

从循环伏安曲线可以看出在乙酸体系中，缺乏明显的氧化还原峰，说明对苯醌在乙

酸存在时不再具有电极反应活性，然而在其他体系中观察到明显的氧化还原峰。对于柠

檬酸体系而言，与普通的盐酸体系相比，其循环伏安曲线呈现出一些显著差异。

首先，柠檬酸体系中的氧化峰呈现向右移的现象，而还原峰则向左移。这可以解释

为柠檬酸分子的结构特点和化学性质对电化学行为产生了影响。其次，与盐酸体系相比，

柠檬酸体系的峰值电流较低。这可能是柠檬酸作为一种弱酸，在缺乏其他无机盐离子的

情况下，其导电性相对较差。

柠檬酸是弱酸，不完全电离导致氢离子浓度较低，仍能在柠檬酸体系中观察到对苯

醌的氧化还原反应的完整成环氧化还原峰。这表明柠檬酸体系具备支撑电解质体系的能

力，即使在较低氢离子浓度的条件下，仍能提供可靠的电化学性能。

通过对循环伏安曲线的分析，柠檬酸体系在电化学研究中具有潜在的应用价值，并

且对于研究氧化还原反应和电化学反应动力学提供了重要的参考信息。进一步的研究可

以探索柠檬酸体系中的电化学行为机制，以及优化其导电性和稳定性，从而拓展其在电

化学领域的应用范围。

2.1.2 半电池性能测试

半电池测试在液流电池测试中起着重要作用。它是一种用于评估电池电化学性能的

实验方法，通过将一个单独的电极与参考电极（通常是参比电极）组成一个半电池系统，

研究电极材料的电化学反应行为。在液流电池中，半电池测试用于研究电极材料的储能

和释能性能，以及探索氧化还原反应的机理和动力学特性 8。通过半电池测试，可以测

量电极材料在不同电位下的电流响应，从而确定电极的反应活性、电荷传输能力和储能

效率。
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此外，半电池测试还可以帮助确定适合液流电池应用的最佳电解质溶液和电极材料

组合 9。通过对不同电解质溶液和电极材料的半电池性能进行比较，可以评估它们的稳

定性、循环寿命和电池效能，从而指导液流电池系统的设计和优化。

（a）不同 SOC 充放电 （b）电压效率、库伦效率、能量效率

图 2.3 1M 柠檬酸体系下的充放电曲线及效率图

Figure 2.3 Charge and discharge curve and efficiency diagram of 1M citric acid system

图 2.3（a）展示了在 1 M 柠檬酸体系在不同荷电状态（State of Charge，SOC）下的

充放电曲线。而图 2.3（b）则展示了循环过程中电压效率、库伦效率、能量效率以及不

同 SOC 下的容量保持情况。该实验中，有机活性物质的浓度为 0.1 M，而支撑电解质则

为 2.5 M NaCl。
从图中可以观察到随着充放电时长的增加，即随着 SOC 的增大，电池的能量效率一

开始增加后逐渐减小。这意味着在较高 SOC 下进行充放电会导致能量损失。与能量效率

类似，库伦效率也随着 SOC 的增大呈现相似的变化趋势。这表明充放电过程中的电荷转

移效率在较高 SOC 下逐渐下降。

与能量效率和库伦效率不同，电压效率随着 SOC 的增大而增加。特别是在 80%SOC
时，电压效率接近 100%，这意味着电池在这个 SOC 下具有非常高的电压输出效率。此

外，在 20%和 40%SOC 时，库伦效率也达到了 100%，这意味着在这些 SOC 下电池的充

放电过程中没有出现明显的电荷损失。

综上所述，与强酸条件下的充放电相比，柠檬酸体系下对苯醌的充放电表现出相似

的稳定性。该结果为进一步研究柠檬酸体系作为电化学能量储存系统提供了有价值的参

考。

3 半电池传质建模分析

该半电池放电的时，对苯醌转化为对苯酚，充电反之。有机活性物质的反应如下：

为了深入研究液流电池阴极池内的传质现象，我们建立了柠檬酸体系半电池的多物
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理场模型，以获得有关活性物质传递的直观认识。模型的详细内容如下：

（1）质量传递与流体流动

在模型中涵盖了电极和电解液，电解液由柠檬酸和对苯酚的水溶液组成，在充电和

放电过程中，它会生成柠檬酸根离子、氢离子、对苯醌和对苯酚。这些物质在整个电池

循环过程中都遵循质量守恒原则。由能斯特-普朗克方程得出：

  eff
i eff effi i i

i i i i i

c z c DD c F u c s
t



  

          

其中 是孔隙率，R、T 和 F 分别是摩尔气体常数、电解液温度和法拉第常数。 ic 、

iD 、 iz 和 is 是物质 i 的浓度、扩散系数、价态和源项。、u 和 effu 则是离子电势、电

解液流速和有效电解液流速。在多孔电极中扩散系数由 Bruggeman 修正，得到有效扩散

系数
eff
iD ：

3/2eff
i iD D

多孔电极中的有效流速由布林克曼方程给出：

2
eff effp u u  


    

其中 p 是压力， 是渗透系数， 是动力粘度。

电解液流速与压强 p 由连续性方程和不可压缩流体纳维尔-斯托克斯方程给出：

0u 

  2u p
t

  
     


u u u

（2）电荷守恒

电池电解液是电中性的，因此有方程：

0i i
i

z c 

电荷守恒，即进入电解液的电荷 ii 与离开固体电极的电荷 si 相等,有：

i si i   0

电解液电流密度如下表达：

i i ii F z D c      

（3）电化学反应
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发生在电极的电化学反应用巴特勒-伏尔摩方程描述：

 
( ) ( ) exp exppos pos pos pos pos pos

pos pos HQ PQ

nF F
i AFk

RT RT
     

  
              

1
1

其中 posk 是正电极的反应速率常数， pos 是正极的过电位。 pos 是正负电极的电荷转移

系数。 i 是物质 i 的活度（在该模型中用浓度代替）并且 n 是反应中的电子转移数。

过电位如下：

s eqE    

Eeq是反应的平衡电势，在正负电极处皆由 Nernst 方程给出：

 
ln PQ Hpos pos

eq
HQ

c cRTE E
nF c

 
  
 
 

2

0

其中
posE0 是正极的标准电势。

（4）边界条件

在本模型中，我们进行瞬态研究。在入口处，电解质以一定的流速与浓度在泵的作用下

进入电池，边界条件为：u= uin
在出口处，扩散通量为零，且压力边界条件为：

i i

out

D c n
p p
   



0

电解液是在泵的推动下由储液罐经管道流过电池以吸收或者释放能量。这一过程会影响

电解液流速与浓度分布进而影响电池性能，需要关注。出口边界的体积流量 Q：Q=
UinAout，其中 Aout是出口横截面积。且出口边界处平均浓度：

out
i y h ic c dx 

忽略储液罐内的反应并且假设瞬时混合，有质量守恒得到：

 
( )

in
out ini
i i

r
in
i i

dc Q c c
dt V

c c

 

 00

其中 是物质 i 的初始浓度，Vr是储液罐体积。忽略外部管道部分体积。



基金项目：国家自然科学基金创新研究群体项目（No. 52021004）；
重庆英才人才计划（No. CQYC2021059563）

图 3.1 t=1700 s 时，对苯醌（左）和对苯酚（右）浓度分布

Figure 3.1 Distribution of concentrations of p-benzoquinone (left) and p-phenol (right) at t=1700 s

图 3.1 展示了在放电过程中，即 t=1700 s 时的瞬时浓度分布情况。左图显示了对苯

醌的浓度分布，而右图显示了对苯酚的浓度分布。在 t=1700 s 时，系统正在进行放电，

整个区域都是多孔电极，左侧与石墨板电极相连，而电解质在系统中从下往上流动。

由于距离碳板较近的多孔电极区域电流密度较大，氧化还原反应剧烈，对苯醌迅速

被还原为对苯酚，因此在这一区域对苯酚的浓度较高，对苯醌浓度较低。然而，距离石

墨板较远的区域，氧化还原反应相对缓慢，导致对苯醌的浓度较高，对苯酚浓度低。因

此流道左右两侧之间形成了一个明显的浓度差界面。在流动方向上，由于活性物质的积

累，形成了类似边界层的浓度差区域。

类似地，在充电过程中，上述情况恰好相反。换言之，当系统处于充电状态时，距

离碳板较近的区域电流密度较大，对苯酚逐渐被氧化为对苯醌，因此在这一区域对苯醌

的浓度较高。而距离石墨板较远的区域，由于氧化还原反应速率较慢，对苯酚的浓度较

低。这样，在充电过程中也会形成一个明显的界面。

以上所描述的现象在充放电的过程中重复出现，这种浓度分布的差异与电流密度和

氧化还原反应速率之间的关系密切相关，进一步影响了电化学系统的动力学行为。

4 结 论

综上所述，通过密度泛函理论计算、实验验证以及多物理场仿真模拟等手段，

针对柠檬酸体系下的对苯醌在有机氧化还原液流电池中的应用进行了深入研究，得

出以下结论：柠檬酸体系下对苯醌具有较高的溶解度和稳定的电化学性能，且其传

质特性与其他强酸体系无显著差异。

首先，密度泛函理论计算结果表明，在柠檬酸体系中，对苯醌分子能够与溶液

中的柠檬酸分子形成稳定的络合物，从而提高对苯醌的溶解度。此外，电化学性能

的研究表明，柠檬酸体系下的对苯醌在电极表面表现出较低的电极极化和较高的电

荷转移速率，具有较好的电化学反应动力学特性。其次，通过实验验证发现，柠檬

酸体系下的对苯醌在液流电池中表现出良好的充放电性能。长周期的循环测试结果

显示，对苯醌的电化学活性能够长时间保持稳定，未观察到明显的衰减或副反应的
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迹象。这表明柠檬酸体系能够为有机液流电池提供可靠的电解质体系，具备长期稳

定运行的潜力。此外，柠檬酸体系相对于传统的强酸体系具有一定的优势。其低酸

性特点使得电池系统在操作过程中能够降低酸性相关的腐蚀和安全风险。此外，柠

檬酸易于降解，有利于电池废弃物的处理和环境保护。而且，柠檬酸的腐蚀性相对

较低，能够延长电池系统的使用寿命并降低维护成本。

因此，基于密度泛函理论计算、实验验证和多物理仿真模拟的综合研究结果表

明，柠檬酸体系作为有机氧化还原液流电池酸性条件下的电解质体系具备较高的可

行性和优越性能。这为有机液流电池领域的可持续能源储存提供了选择，并为进一

步的科学研究和工程开发提供了重要参考。
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摘要：低温环路热管（CLHP）超临界启动通常要求其气库容积通常为 CLHP 自身容积的 30-100 倍。随着

卫星小型化，CLHP 轻量化需求紧迫。本文实验研究了长 1.2 m 的次回路型 CLHP 的运行特性，在气库容积

仅为热管自身容积 22 倍条件下实现启动并稳定运行。研究还发现提高次蒸发器的启动温度可以减小启动阶

段对气库容积的需求。此外，对次蒸发器加热可有效抵消环境寄生漏热，使 CLHP 在小功率下运行。当热沉

温度为 190 K 时，主回路独立运行最大传热量为 50 W，传热热阻为 0.29 K/W。

关键词：低温环路热管，轻量化，启动特性，次蒸发器蒸发温度，环境漏热

1介绍

环路热管是利用工质气液两相换热和流动实现高效热传输的装置。1975 年 Maydanik[1]
发明了环路热管，并于 1994 年对环路热管的工作原理和应用前景进行了详细的论述[2]。环

路热管具有传热效率高、传热距离长、布局灵活、无运动部件、可靠性高等优点。此后，常

温环路热管（LHP）广泛应用于航天热控[3-7]和电子芯片散热[8-10]。随着航天事业的发展，

越来越多的航天载荷在深空探测、对地观测和空间超导等应用中需要保证其在 250 K 以下工

作。随着制冷机的可靠性、长寿命、小型化发展，制冷机在越来越多地应用在空间项目中。

制冷机对探测器有电磁干扰和机械振动的不利影响，因此两者之间需要长距离的低温热传输

装置。低温环路热管(CLHP)由于传热距离长、传热效率高、布局灵活等优点成为解决航天

器部件低温传热问题的有效途径。

Lizhan Bai 等[11]对低温环路热管技术进行了全面的回顾，并将 CLHP 分为五种类型，

其中次回路型低温环路热管适用于空间无重力局部热源散热。Triem T. Hoang 等在 2003 年

首次对该结构进行了概念验证[12, 13]和柔性测试[14]。由于该结构不会带来附加的流动阻力、

能抵抗环境寄生漏热等优势，得到了广泛关注和研究。对低温环路热管启动和性能影响因素

的研究主要包括：不同主次蒸发器热负荷[15-21]、不同冷屏温度[13, 22, 23]、不同充装压力

[17, 18, 21, 24-29]、不同二次管线布局[30]、平行冷凝器结构[28, 31]、烧结冷凝器结构[32]、
跨万向节和小型化[33]、杂质气体[34]、冗余设计[35]、与制冷机耦合[36, 37]等。另外还有

主次蒸发器热负荷对 CLHP 热开关性能的影响[38]。上述氢、氖、氮、甲烷 CLHP 的实验和

理论研究均采用了容积为 CLHP 自身容积数十倍的气库。其中，无低温冷屏结构的气库容

积为热管自身容积的 30-100 倍，增加低温冷屏可以将气库容积减至热管自身容积的 10 倍。

然而，并非所有探测器工作时都具有冷背景，考虑到卫星资源十分有限，降低 CLHP

基金项目：上海杨帆计划（20YF1455800）



的总重量可以降低热控分系统上消耗的资源，对卫星小型化和提升卫星有效载荷比具有重要

的意义。本文对无冷背景的次回路型 CLHP 的启动特性进行研究，研究热管启动时次蒸发

器温度与气库容积的匹配关系。实验样机热管自身容积为 46 mL，气库容积为 1000 mL，气

库容积仅为热管自身容积的 22 倍，即可使该实验样机顺利启动并稳定运行。

2 实验系统介绍

本研究中的次回路型 CLHP 的结构如图 1 所示。CLHP 包括主回路和次回路。主回路部

件包括主储液器、主蒸发器、主冷凝器、主气体管线和主液体管线。次回路部件包括次储液

器、次蒸发器和次回路管线。其中主次蒸发器均由毛细芯、蒸汽槽道和蒸汽腔组成。CLHP
的主回路与常温环路热管类似，CLHP 的次回路用于辅助主回路启动。另外，为了保证 CLHP
安全和顺利启动，通常设置一个气库降低系统压力。表 1 列出了实验样机参数。

对于 CLHP，若要保持宽工作温区充液率相同，则各工作温度下气库中存储工质的质量

相差较大。以环境温度 298 K 时气库容积为 1000 mL 的乙烯 CLHP 为例，当系统压力分别

为 0.10509 MPa 和 1.3196 MPa 时，对应的饱和温度分别 170 K 和 230 K，此时气库内工质的

质量分别为 1.197 g 和 16.215 g。若这部分质量差通过主储液器容纳，将需要容积至少为 60
mL 的主储液器。若主储液器仍采用内径 14 mm，长度将需要为 390 mm，难以满足实际应

用需求。本实验样机主储液器长度设计为 60 mm，在进行不同温区实验时，通过调整充装

压力使 CLHP 充液率均为 70%。

温度传感器采用四线制连接方式，减少引线电阻的影响。PT1000 校准后的温度测量不

确定度为±0.15 K。压力传感器的测量范围为 0-1000 psi，精度为 0.25% F.S，因此压力的测

量不确定度为 2.5 psi（0.017 MPa）。直流程控电源的电压和电流输出范围分别为 0-60 V 和

0-1.6 A，精度分别为 0.1% F.S 和 0.15% F.S。为了减少来自环境的寄生漏热，所有部件包覆

多层置于真空室中，通过真空泵将真空室压力保持在 4E-4 Pa 以下。对实验环境进行控温，

并通过温度传感器实时监测，将环境温度保持在 300±1 K。

图 1 次回路型低温环路热管结构图

表 1 实验样机参数

部件 结构参数

主/次蒸发器 14 / 15.5 × 80 mm (内径/外径×长度)
主/次毛细芯 外层毛细芯

5 × 70 / 14 × 75 mm (内径×内长度/外径×外长度)
1 / 1 × 70 × 12 (槽宽 / 槽深 × 槽长 × 槽道个数)

2μm (孔径) 0.53 (孔隙率) 镍 (材料)
内层毛细芯

3.5 / 5 × 70 mm (内径/外径×长度)



20 μm (孔径) 0.7 (孔隙率) 316L (材料)

主/次储液器 14 / 15.5 × 60 mm (内径/外径×长度)
主冷凝器 2 / 3 × 457 mm (内径/外径×长度)
次冷凝器 2 / 3 × 219 mm (内径/外径×长度)

主液体管线 2 / 3 × 1210 mm (内径/外径×长度)
主气体管线 2 / 3 × 1240 mm (内径/外径×长度)

气库 1000 mL

3 实验结果分析

本文实验研究了热沉温度 170-230 K（对应充装压力 1.5-2.3 MPa）条件下，CLHP 的启

动特性和主回路启动后的稳态性能。

3.1启动特性分析

以充装压力 1.5 MPa，开启制冷机后控制热沉温度 170 K 实验工况为例，图 2 为 CLHP
启动过程的典型温度曲线。CLHP 启动过程分为如下三个阶段：

阶段 1（7-118 min）：制冷机开启后热沉开始降温，与热沉直接接触的主冷凝器、次冷

凝器和次储液器最先开始降温。与次储液器存在传热传质的次蒸发器滞后跟随降温。

阶段 2（118-157 min）：当次蒸发器毛细芯充满液体时，对次蒸发器施加热负荷，次蒸

发器内液体工质蒸发成气体。由于气体通过主毛细芯的流动阻力非常大，因此气体将向流动

阻力小的主冷凝器流动，并推动其内部液体进入主液体管线。一段时间后，主蒸发器的毛细

芯将会被液体润湿。

阶段 3（157-200 min）：当主蒸发器毛细芯充满液体时，对主蒸发器施加热负荷启动主

回路。阶段 3 与常温单回路环路热管的启动行为类似。主回路启动后，低温环路热管进入稳

态运行阶段（200 min 以后）。

图 2 CLHP 启动过程温度曲线（充装压力 1.5 MPa，热沉温度 170 K）

不同充装压力对工作温区和次蒸发器蒸发温度的影响如图 3 所示。随着热沉温度（工作

温区）的升高，所需工质质量增加，对应充装压力增大、次蒸发器蒸发温度也升高。随着气

库容积的减小，系统压力升高，次蒸发温度也随之升高。通过增加次蒸发器蒸发温度的设计，

可以降低启动阶段对气库容积的需求，使 CLHP 在气库容积仅为热管自身容积 22 倍的情况

下顺利启动。在卫星资源允许时，可通过提升次蒸发器温度的方式实现卫星载荷轻量化的目

的。



图 3 充装压力对次蒸发器蒸发温度的影响

3.2稳态性能分析

当 CLHP 稳定工作后可关闭次蒸发器加热。图 4 为次蒸发器热负荷为 0 W 时 CLHP 的

稳态热阻。当热沉温度不高于 210 K 时，CLHP 主回路独立运行的最小主热负荷为 30 W。

这是因为低温下环境辐射漏热对 CLHP 影响明显，主回路液体管线质量流量较大时，才能

克服环境漏热的影响。当热沉温度较高（230 K）时，环境辐射漏热影响减弱，CLHP 主回

路独立运行的最小主热负荷降低为 20 W。

图 4 CLHP 的稳态热阻（次蒸发器热负荷为 0 W）

当环境辐射漏热量基本不变，施加次蒸发器热负荷可以增加主液体管线回流液体的质量

流量，因此回流液体的过冷度增加，主储液器入口温度降低。当次蒸发器热负荷为 2 W 和 5
W 时，CLHP 的稳态热阻如图 5 和图 6 所示。当次蒸发器热负荷一定时，热阻随着主热负荷

的增加而减小，并且随着热沉温度的升高而降低。次蒸发器热负荷为 5 W 时，CLHP 可以在

170-230 K 温区内有效抵抗主热负荷为 5 W 时的环境寄生漏热问题。次蒸发器热负荷为 2 W
时，可以在 190-230 K 温区内减少主热负荷为 10 W 时的环境寄生漏热量。当热沉温度进一

步降低至 170 K 温区时，2 W 的次蒸发器热负荷无法抵抗主热负荷为 10 W 时的环境寄生漏

热，此时由于回流液体过冷度不足导致 CLHP 失效。



图 5 CLHP 的稳态热阻（次蒸发器热负荷为 2 W）

图 6 CLHP 的稳态热阻（次蒸发器热负荷为 5 W）

当热沉温度为 190 K 时，不同次蒸发器热负荷下 CLHP 的稳态热阻如图 7 所示。次蒸发

器热负荷为 2 W 和 5 W 时均可抵消部分环境寄生漏热，因此次蒸发器热负荷对 CLHP 稳态

性能的影响相差不大。主回路独立运行时（Q2=0 W），当主热负荷 Q1≤20 W，CLHP 一方

面受到环境寄生漏热的影响，可能会导致回流液体干度下降；另一方面当 CLHP 传热温差

较大时，系统压力升高导致气库内工质质量增加，CLHP 可能会因为工质不足而发生失效。

主回路独立运行时（Q2=0 W），CLHP 最大传热量为 50 W，此时 CLHP 的传热热阻为 0.29 K/W。

当次蒸发器热负荷关闭时，CLHP 整体热阻偏大。因此卫星热控设计时需要根据实际情况合

理配置资源。

图 7 CLHP 的稳态热阻（热沉温度为 190 K）



4 总结与展望

本文对次回路型低温环路热管的启动特性进行研究，发现增加次蒸发器的启动温度可以

减小启动阶段对气库容积的需求。实验样机热管自身容积为 46 mL，气库容积为 1000 mL。
1. 通过增加次蒸发器蒸发温度，可以使 CLHP 在气库容积仅为热管自身容积 22 倍的情

况下顺利启动。

2. 施加次蒸发器热负荷可以有效抵抗环境寄生漏热对 CLHP 运行的影响，使 CLHP 可

以在小功率下运行。

3. 当热沉温度为 190 K 时，主回路独立运行最大传热量为 50 W，此时 CLHP 的传热热

阻为 0.29 K/W，传热距离为 1.2 m。
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摘要：本文对太阳能驱动的膜反应器内甲烷重整反应展开研究，通过 ANSYS FLUENT 建立反应器

内流动-传热-传质-化学反应多物理场耦合模型，研究操作参数（反应温度、入口流量、反应侧压力、

水碳比）对反应器性能的影响。结果表明：反应温度对反应动力学影响显著，高温有利于反应的进行；

入口流量的增加会降低甲烷转化率；反应侧压力对甲烷转化率的影响与入口流量有关；而水碳比的影

响并不明显。研究结果对于太阳能等可再生能源的利用及节能减排具有重要意义。

关键词：甲烷重整，膜式反应器，热化学储热，太阳能，氢能

0 前言
太阳能具有储量丰富、分布广阔、绿色清洁、利用方便等优点，是最为优质的可

再生能源，但因其不稳定、不连续，故亟需发展太阳能热储存技术。太阳能热储存有

显热、潜热、热化学三种储热方式，其中热化学储热以其高储能密度和低热损失而优

于显热和潜热储热[1-2]。纵观多种热化学反应，发现甲烷蒸汽重整反应（SMR）不仅是

强吸热反应，其产物氢气也是清洁能源之一，因此将甲烷蒸汽重整反应与太阳能储热

耦合，实现太阳能热化学储热，是实现太阳能等可再生能源利用的重要途径。工业中

的甲烷重整反应通常在 1023~1223 K 内进行，但是目前成熟度最高的抛物槽式太阳能

集热技术所能达到的集热温度也仅为 573~673 K[3]，这个温度远低于 SMR 所需要的高

温，因此如何实现中温下采用甲烷重整反应来储热是需要解决的问题。膜反应器通过

对反应产物的选择性渗透，可打破热力学限制，根据 Le Chaterlier 原理将平衡转向产

物的形成[4]，有望实现中温下甲烷重整反应储热。

近年来，有许多学者深入研究了甲烷蒸汽重整反应在膜反应器内的机理。Wang
等人 [5]将甲烷重整反应与中低温太阳能热技术相结合，建立了在具有真空泵和压

缩机的钯（Pd）膜反应器中太阳能驱动的甲烷重整反应的数值模型，计算了高效

太阳能甲烷膜重整的最佳甲烷转化率范围，在考虑实际真空泵和压缩机效率后，

在 400°C 下，太阳能与燃料的净效率可高达 38.25%。结果表明了将甲烷重整与

中低温太阳能热技术相结合的可行性。Alrashed 和 Zahid[6]对传统蒸汽甲烷重整和钯

银基膜蒸汽甲烷重整进行了比较研究，二者相较之下，膜 SMR 工艺的最佳操作压力和

温度是 30 bar 和 550℃，而传统 SMR 工艺的最佳操作压力和温度是 23 bar 和 900℃。

研究结果表明，膜 SMR 工艺比传统 SMR 工艺具有更高的甲烷转化率、氢气产量和工

艺能效以及更低的成本。Lee 等人 [7]通过全面三维计算流体动力学（CFD）分析，

验证了钯膜反应器对甲烷蒸汽重整的性能。结果分析得到，运行温度是影响最大

的运行参数之一，气体流量的增加会导致 H2 渗透率的减少，随水碳比从 1 增加

到 3，甲烷转化率从 45%增加到 49%。

目前在膜反应器研究方面，还缺乏多种因素对反应器内热质传递和反应特性影响

机制的系统性研究。本文将通过 FLUENT 建立太阳能驱动的甲烷重整膜反应器内的流

资助项目：国家自然科学基金（52206115），陕西省自然科学基础研究计划（2022JQ-401）。



动-传热-传质-化学反应耦合模型，重点分析反应温度、入口流量、反应侧压力、水碳

比对膜反应器特性的影响。

1 物理模型
本文所研究的膜反应器为双套管式结构，外管为反应侧，内管为渗透侧，外管中

填充催化剂颗粒为甲烷重整反应提供活性位点。外管外径为 25.4 mm，内径为 22.4 mm；

内管为多孔材质，外径为 12 mm，内径为 8 mm，钯膜附着在内管外壁上，氢气可穿过

多孔管渗透。反应器长度为 70 mm。本研究膜反应器的操作参数范围见表 1。
表 1 操作设计参数

参数 数值

反应温度 723.15~1023.15 K
入口流量 4.9510-6~2.8110-5 kg/s

反应侧压力（表压） 4~8 bar
渗透测压力（表压） -0.65 bar
进料组成（水碳比） 2~3

2 数值方法
2.1 控制方程

本文主要介绍反应侧控制方程，由于反应侧填充催化剂颗粒，故可视为多孔

介质。其控制方程描述如下：

连续性方程：

 f mS   


（1）

动量守恒方程：

    T

f ip S            
   

（2）

式中，

为表观速度矢量， f 为流体密度，p 为静压，μ为流体的分子粘度，I 为单位

张量， mS 为由于物质渗透而引起的质量源项，其表达式详见下文， iS 为动量源项，采

用 Ergun 公式[8]描述。

能量方程：

 f p,f eff chem
1

=
N

i i
i

c vT k T h J S


        
 




（3）

 chem
1

m

j j j
j

S r H 


  （4）

式中，keff是多孔介质的有效导热系数，hi是表示形成的标准态焓，���� 是物质 i 的扩散通

量，定义为���� = �f�i,m∇�i。其中，�i,m为混合物中第 i 种物质的质量扩散系数，rj和∇��

分别是第 j 个反应的反应速率和反应热，m 是反应的数量，��表示第 j 个反应的有效因

子。

物质输运方程：



 f ,h,chem ,mi i i ivy J S S      


（5）

式中， iy 是指第 i 个物质的质量分数， ,h,chemiS 为由化学反应引起的第 i 个物质的源项，

Si,m 为由渗透引起的第 i 个物质的源项，由于渗透膜具有氢选择性，只允许氢气透过，

故只有 H2 物质方程需要考虑 Si,m，对于其他物质，Si,m=0。由此可得连续性方程中的质

量源项即为 H2 渗透量，即 Sm=SH2,m。

由于物质渗透而引起的质量源项
2H ,mS 由下式表示：

2 2

2

c H H
H ,m

c

A J M
S

V
 （6）

式中，Ac 为网格表面积，
2HJ 为氢气渗透通量，

2HM 为氢气摩尔质量，Vc 为

网格体积。由于渗透只发生在膜两侧，故只在与膜相邻的网格上考虑由渗透

引起的质量源项，对于其他网格，
2H ,mS =0。通过钯膜的氢气渗透通量可用 Sievert

公式[9]表示。

2.2 动力学模型

SMR 过程包括三个反应，如下表示：

0
4 2 2 298CH H O CO 3H , H 206 kJ/mol    （7）

0
2 2 2 298CO H O CO H , H 41.1 kJ/mol     （8）

0
4 2 2 2 298CH 2H O CO 4H , H 164.9 kJ/mol   

（9）

每个反应的反应速率如下[10]：

 4 2 2

2

3 21
1 CH H O H CO 12.5

H

kr p p p p K DEN
p

  （10）

 2 2 2

2

22
2 CO H O H CO 2

H

kr p p p p K DEN
p

  （11）

 4 2 2 2

2

2 4 23
3 CH H O H CO 33.5

H

kr p p p p K DEN
p

  （12）

4 4 2 2 2 2 2CH CH CO CO H H H O H O H1DEN K p K p K p K p p     （13）

式中，r1、r2 和 r3 表示反应的反应速率，k1、k2 和 k3 表示反应常数，K1、K2 和 K3 表示

反应的平衡常数，
4CHK 、 COK 、

2HK 和
2H OK 表示吸附系数，

4CHp 、
2Hp 、 COp 、

2COp

和
2H Op 表示各物质分压。

2.3 网格划分与模型验证

为减少计算量，本文将三维膜反应器简化为二维轴对称模型进行研究，简化后的

结构如图 1 所示。在网格划分中，采用四边形结构化网格，并在反应器壁面和膜两侧

设置边界层网格。湍流模型采用标准 k-ε模型。



图 1 简化的二维轴对称膜反应器示意图

为了验证该模型，本文首先以文献[11]的实验值作为参考，在 FLUENT 里设置相同

几何参数和边界条件，计算得到模拟值。甲烷转化率的实验值与模拟值的比较如图 1
所示，可以看出实验值与模拟值的偏差小于 20%，说明本文的数值模型可靠，可用于

开展后续研究。

图 2 甲烷转化率的模拟值与实验值的对比

3 结果与讨论
本文研究温度、进口流量、进口水碳比、反应侧压力这四个操作参数对膜式反应

器内传热与反应特性的影响。选取甲烷转化率（�CH4）、氢气生成率（�H2）和氢气回

收比（�H2）三个指标作为化学反应特性衡量指标，三个参数的定义分别如下[12]：

CH CH4 4

4

CH4

inlet outlet

CH inlet 100%
F F

X
F


  （14）

H2

2

CH4

outlet

H inlet 100%
4

F
Y

F
 


（15）

2

2

2

outlet
H ,per

H outlet
H ,rec

F
R

F
 （16）

式中，�CH4
inlet、�CH4

outlet、�H2
outlet、�H2,per

outlet 和�H2,rec
outlet 分别为反应器入口处的甲烷摩尔流量、出

口处的甲烷摩尔流量、出口的氢气摩尔流量、渗透侧出口的氢气摩尔流量和反应侧出

口的氢气摩尔流量（mol/s）。



3.1 反应温度的影响

将入口温度和壁面温度设置为相同值，分别为 723.15 K、823.15 K、923.15 K 和

1023.15 K，保持水碳比（S/C）为 3，反应侧压力为 4 bar，研究反应温度对反应器性能

的影响。图 2 展示了膜反应器在不同温度以及不同入口流量下，甲烷转化率和氢气产

率的变化规律。

由图 2 可知，随着温度从 723.15 K 增加到 1023.15 K，甲烷转化率、氢气产率和氢

气回收比都在不断增加，温度与甲烷转化率、氢气产率和氢气回收比是正相关的关系。

当控制入口流量为 9.9 10-6 kg/s，水碳比为 3，反应侧压力为 4 bar 时，甲烷转化率从

18%提高到 98%，氢气产率从 18%提高到 89%，氢气回收比从 0.51 提高到 2.22，这反

映出温度对反应动力学影响显著，高温有利于甲烷重整反应的进行。

图 3 反应温度对膜反应器性能的影响

3.2 入口流量的影响

根据图 2 分析也能得到，随着入口流量的增加，甲烷转化率、氢气产率以及氢气

回收比不断减少。这是因为由于入口管径固定不变，入口流量的变化即是反应物入口

速度的变化，当入口速度增大，反应物在反应器内的滞留时间变短，与催化剂颗粒的

接触时间缩短，部分反应物还未反应就已经流出。

3.3 反应侧压力的影响

将入口温度和壁面温度均设为 823.15 K，入口水碳比 S/C 设为 3，考查不同流量

下，反应侧压力对�CH4、�H2以及�H2的影响，结果如图 3 所示。由图 3 可知，当入口

流量在约 1.5 10-5 kg/s 以下时，随着反应侧压力的增加，甲烷转化率和氢气产率同时

增大；但当入口流量在约 1.5 10-5 kg/s 以上时，随着反应侧压力的增加，甲烷转化率

和氢气产率反而减小；对于氢气回收比，压力越大，其值越大。通过分析可知，反应

侧压力对反应速率的影响是双重的，由于甲烷重整反应是体积增大的反应，因此压力

增大并不利于反应速率的提升；但压力增大后气体密度增大，流速降低，可增强反应

物与催化剂之间的接触，有利于提高反应速率。另外，压力增大后，有利于增加反应

侧氢气分压，增强渗透，促进反应正向进行。因此，入口流量和反应侧压力之间存在

竞争机制，反应侧压力并不是越大越好，需要与入口流量相匹配。



图 4 反应压力对膜反应器性能的影响

3.4 水碳比的影响

对入口温度和壁面温度均设置为 823.15 K，反应侧相对压力为 4 bar，考查随反应

侧入口流量的增加，不同水碳比对�CH4、�H2以及�H2的影响，结果如图 4 所示。由图 4
可知，当其他参数不变时，S/C=3 的甲烷转换率和氢气产率略微高于 S/C=2 的，考虑

到 S/C=3 时将水加热到水蒸气所需要的能耗大幅增加，因此选择 S/C=2 更优。

图 5 水碳比对膜反应器性能的影响

4 结论
本文采用 FLUENT 建立了甲烷水蒸气重整膜反应器的流动-传热-传质-化学反应多

物理场耦合的二维数值模型，系统地研究了反应温度、入口流量、反应侧压力、水碳

比对膜反应器性能的影响。研究结果表明：

（1）反应温度对反应动力学影响显著，高温有利于反应的进行，当控制其他变量

不变，仅升高反应温度，甲烷转化率和氢气产率大幅升高；

（2）当控制其他参数不变，仅改变入口流量时，甲烷转化率随入口流量的增加而

减少，因此应权衡甲烷转化率和甲烷转化总量，选择合适的入口流量；

（3）当仅改变反应侧压力时，当入口流量较小时，甲烷转化率与入口压力成正相

关关系；而当入口流量较大时，甲烷转化率与入口压力成负相关关系，因此反应侧压



力并不是越大越好；

（4）水碳比的升高对甲烷转化率的提高并不明显，相反，提高水碳比反而会增加

能耗，因此考虑总体能耗，需选择合适的水碳比。
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摘要：主动除湿技术可以有效解决悬索桥主缆内部的钢丝腐蚀问题。由于主缆外部要进行涂层包

覆，实验测试过程难以进行，因此采用数值模拟的方法对主缆除湿过程进行研究。在采用数值模拟时，

主缆内钢丝数量众多，钢丝实体结构难以画出，本文提出了多孔介质流动-传热传质模型，考虑了松散

态与紧束态两种不同的堆积状态，并考虑液态水与水蒸气之间的相转换，分析了主缆内是否含有液态

水以及入口流速对除湿过程的影响。结果表明：主缆截面速度分布呈现出非均匀现象，松散区的平均

速度与紧束区速度相差 64.8%。当考虑主缆内存在液态水时，所用模型更好地还原了除湿过程，与未添

加液态水模型相比，两者除湿时间相差 95.82%。另外，除湿时间随着湿空气入口速度的增大而减少，

主缆内空气流速为 0.139 m/s 比 0.125 m/s 除湿完成时间缩短 32.5%，阻力增加 47.45%。

关键词：悬索桥，主缆除湿，传热传质，多孔介质模型，数值模拟

0 前言

悬索桥具有跨域能力大的优势，是跨河、跨海桥梁常用的结构形式之一[1,2]。主缆是

悬索桥的主要承重结构，由直径为 5 mm 左右的高强度钢丝按照一定的形状编制而成[3]。

由于主缆制造成本较高且不易更换，即使局部损坏，也很难进行维修，其使用寿命直接

决定着悬索桥的使用寿命。主缆长期暴露在烟尘、灰尘以及高湿度等环境下[4]，遭受着

各种不利因素的影响，导致主缆内部钢丝易产生腐蚀。其中高湿度环境是因为在前期施

工时雨水的残留以及悬索桥使用过程中有水分渗透到主缆内部[5]。当水分进入主缆内部

后会造成主缆内部钢丝产生严重锈蚀，减少了主缆的索股面积[6]，还降低主缆的强度，

甚至造成断丝的情况。并且使悬索桥使用寿命缩短，增加悬索桥使用周期的成本[7]。

主缆的防护措施主要分为两个方向，一个是密封[8]，另一个是除湿。传统防腐技术

是对主缆进行密封即为被动防腐技术，防止外部水汽进入主缆内部。传统防腐技术仅能

延缓腐蚀速度，无法从根本上解决主缆内部钢丝腐蚀问题[9]。当主缆内部相对湿度超过

60%时，主缆内部发生腐蚀的速率将急剧升高[10]。因此提出主动除湿技术，向主缆内通

入相对湿度较低的空气，通过置换与混合的方式来降低主缆内相对湿度至非腐蚀的水平。

主动除湿方法不仅改变了主缆内的水汽环境[11]，而且确保主缆内部为正压，正压会阻止

基金项目：本文得到中国矿业大学研究生创新计划项目（2023WLJCRCZL216）和国家自然科学基

金资助项目(No. 52176215)的资助。



水分与湿气的进入[12]，以此进行有效除湿。

目前对主缆主动除湿过程研究主要之集中在主缆内气体流动阻力预测方面。魏等[13]

通过实验研究了各种工况下，空气沿轴向流动的阻力分析，得出气体在主缆内流动时的

进出口阻力、沿程阻力以及索夹局部阻力的半经验公式。由于主缆内钢丝数量较多，流

动较为复杂，Tu 等[14] 将主缆中的气流视为多孔介质中的气流，对悬索桥主缆除湿过程

中的阻力系数进行简化计算，结合数学推导、实验研究及数值模拟，得出半经验流动阻

力公式，最终通过实测值对半经验公式进行验证。在将主缆内部当作是多孔介质时，姚

等[15]通过对不同区域设置不同孔隙率的方法，考虑了主缆内不同堆积态对气体流动的影

响，结果表明孔隙率较大的松散态会改变主缆截面的速度分布。为控制主缆截面内水分

的含量，Jia 等[16]建立了一个实验台，通过实验确定悬索桥主缆通风除湿过程中的传质系

数，在实验研究的基础上，得出了传质系数的经验公式；并且与国内悬索桥主缆除湿系

统实测数据进行对比，从而验证经验公式得正确性。魏等[17]则通过数值模拟研究了主缆

除湿过程，获得了不同进气参数下主缆内水分蒸发量以及传质系数，并与实验研究进行

对比，对传质系数公式进行修正得到半经验公式。但其在数值模拟研究中对主缆内液体

水未进行考虑。

从目前的研究成果分析，主动除湿技术可以有效解决主缆内部钢丝腐蚀问题，针对

悬索桥主缆主动除湿技术也已经开展了相关实验以及数值模拟研究，主要是集中在确定

通入空气量，主缆内轴向流动阻力研究并提出相应的经验公式方面，未考虑进气结构对

速度在截面分布特性影响，未能准确描述主缆内松散区与紧束区边界。除此之外水与水

蒸气的传热传质过程也非常重要，目前对于主缆内水与水蒸气相变过程关注较少。因此，

本文在研究径向通气时流动特性的基础上，提出一种适用于悬索桥内复杂结构下的气液

相变转换算法，构建流动-传热-传质模型，通过数值模拟的方法对主缆内传热传质过程

进行研究。展示湿度分布在主缆横截面的动态分布，研究主缆内湿度随时间的变化以及

分析湿空气入口流速、相对湿度对除湿过程的影响。

1 物理模型

本文研究的物理模型如图 1 和图 2 所示。悬索桥主缆通常是由六边形钢丝束组成，

而在工程实际中，会将主缆挤压使其截面呈现形状呈现为圆形如图 1 所示。在这种挤压

作用下，主缆外围钢丝束容易散开，进而在贴近主缆外壁附近形成一层松散钢丝层，称

为松散区，松散区内部间隙较大，根据钢丝数量以及松散区面积计算得出其孔隙率为

22.42%。主缆内部含完整钢丝束的区域为紧束区，其孔隙率为 18.57%。主缆内总钢丝根

数 11557 根，主缆截面要求平均孔隙率为 20%[18]，计算得出主缆直径 d1为 0.6m。由于

悬索桥主缆总长长达百米，本文取入口处长度 L1 为 1 m 进行研究，左侧出口为 z=0 处。

向主缆内送入湿空气，湿空气流动方向如图 2（a）红色箭头显示。湿空气首先通过送气

夹，在充满送气夹之后，一部分气体沿径向流入主缆，另一部分气体则沿着送气夹轴向

流入送气夹两侧主缆内部。送气夹入口直径为 0.1 m，长度为 0.1 m。送气夹截面直径 da

与长度 La分别为 0.68 m 与 0.4 m。



图 1 主缆截面示意图

图 2 三维主缆及送气夹模型

2 数学模型

2.1 控制方程

由于悬索桥主缆内部钢丝数量众多，建立钢丝实体结构较为复杂，因此使用多孔介

质模型，将主缆内部区域视为具有阻力源项的流体区域，通过在动量方程后增加源项实

现固体的影响。通入气体为湿空气，考虑流体为不可压缩流体，层流。采用多孔介质模

型与组分运输模型，控制方程如下所示：

连续性方程：

m
u v w S

t x y z
   
   

   
(1)

式中：u、v、w 为 x、y、z 方向速度；Sm 为质量守恒方程源项，计算公式如 6-2 所

示：

mS m (2)



式中：公式（2）右侧 m 为蒸发量。

动量方程：
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方程（3）和（4）右边第三项为描述多孔介质阻力源项。其具体描述为方程（5）与

（6），第一项为黏性阻力项，第二项为惯性阻力项。1/K 为黏性阻力系数，C2 为惯性阻

力系数。以上两个惯性阻力系数通过 Ergun 公式（公式（7））推到出的公式（8）和（9）
计算。
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式中：Δn 为多孔介质厚度（m），Dp为颗粒直径（m），Vs 为表观速度（m/s），μ为
动力粘度（kg/(s·m)），ρ为密度（kg/m3），ε为孔隙率。
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将主缆内气体轴向流动看作是当量圆管流动，圆管中压降如公式（10）所示：

2
p

2
y

e

P w
L d


 (10)

式中：
yP 压降 （Pa），L 为长度（m），wp 为 z 方向物理速度（m/s），de为当量直

径 (m)，计算公式如式（11）所示，λ沿程阻力系数，计算公式为式（12）。
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式中：A 为总流通面积（m2），χ是湿周（m），Rh 为水力直径（m）。
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轴向动量方程为：
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其中源项通过轴向压降公式可以得出：
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C2根据表观速度 w 与物理速度的关系 wp：w=εwp，以及公式（10）、（13）和（14）
得出：
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能量方程[21]：
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式中：下标 s 代表固体，ha 代表湿空气；T 为温度；keff为有效导热系数；ST为能量

方程源项，如式 17 所示：

TS mL (17)

式中：L 为蒸发潜热（kJ/kg）。
组分运输模型控制方程如式 18[22,23]：
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式中：Yi组分 i 的质量分数；为 Ji为浓度差产生的扩散通量；Si第 i 种物质组分的源

项如式 19 所示。

iS m (19)

控制方程采用有限体积法求解。选用 SIMPLE 算法求解压力-速度耦合，梯度选取

Green-Gauss Cell Based 方法，压力离散格式采用 PRESTO!方法；动量方程、能量方程与

组分方程均采用二阶迎风格式离散；采用速度入口作为入口边界条件；出口边界条件为

压力出口，出口相对压力为 0 Pa；密度采用不可压缩理想气体求解；进入主缆内的湿空

气温度为 298.15 K，水蒸气质量分数 0.00608；主缆内初始温度为 288.15 K，相对湿度为

80%（水蒸汽的质量分数 0.0088），根据工程实践可知，主缆内孔隙水分占孔隙的 5%，

因此计算出主缆内水分为 2.82 kg/m，均匀分散在每个网格。

2.2 数值方法

首先对于本研究提出的将主缆截面内的钢丝及其间隙视为多孔结构，采用固定网格

的处理方式，通过编程的方式赋予不同网格不同的多孔介质参数，如孔隙率、黏性阻力



参数等，实现方式流程图如图 3（a）所示，首先划分网格，对计算域区域实现离散化处

理，如图 3（b）中所示；随后逐个调用网格点 Pn 的中心坐标（xpn，ypn)（n 的取值范围

为 1~m，m 为计算域内网格数量），判断其是否在钢丝束区域ε1或钢丝束间隙区域ε2内，

最后根据网格所在的区域赋予不同的多孔介质参数，直到判断完所有网格。

图 3 （a）固定网格处理方式流程图（b）网格孔隙率定义的判定方法

对于主缆中的水分，通过编程的方法赋予；对于水分蒸发时的能量与质量传递，采

用加入源项的方法实现。假设当网格中有水存在时，按照到一个准稳态时的最大蒸发量

图 4 寻找最大蒸发量流程图

进行蒸发，利用图 4 中的流程图来寻找最大蒸发量以及存储主缆中所剩含水量。首先计

算主缆内含水量，当主缆内没有水分时，定义蒸发量为 0。当网格内有水分时，要判断

能否蒸发，计算当前温度与饱和温度的差值，当两者差值小于 0.1%时，此时无法蒸发，



设置蒸发量为零；否则进入循环，在循环体内，对蒸发后的温度进行计算，判断温度与

饱和温度大小，当蒸发后温度大于饱和温度时，证明蒸发不足，增加蒸发量；当蒸发后

温度低于饱和温度时，证明蒸发过量，要减少蒸发量。以此不断修正蒸发量的值，直到

找到最大蒸发量，然后将最大蒸发量与上一时刻的含水量存储。

3 网格考核及模型验证

3.1 网格考核

由于网格数量对计算资源与计算结果精确度会造成影响，因此要进行网格无关性验

证来消除网格数量的差异对计算结果的影响。对上述带气夹模型建立结构化网格，模型

左右两侧边界条件设置为压力出口，进气口边界条件设置为速度入口，其余面设置为壁

面边界条件。在主缆内气体速度为 0.139 m/s 的条件下，选取 4 种不同尺寸的网格系统，

使得网格数量分别为：27512、55236、108504 与 234960。图 5 为不同网格数量下主缆进

出口压力差的变化情况，横坐标表示网格数量，纵坐标表示进口和出口的压力差值ΔP。
从图中可以看出，随着网格数量的增加，进出口压差的数值先是逐渐增大，然后趋于平

缓。当网格数量为 108504 个（图中用红色虚线标出）时，其进出口压差的数值和网格数

量为 234960 个时的压差数值较为接近，二者的进出口压力差值相差不到 1%，因此模拟

中使用的网格数量为 108504。

图 5 网格考核结果

3.2 模型验证

本文主要考虑的是多孔介质中的强制对流问题，选取 Liu 等人[24]的管道内强制对流

模型的解析解并与其结果进行对比，以验证所用数值模拟模型的准确性。选取宽为 0.01
m，长为 0.05 m 的矩形计算域。对进出口分别设置速度入口和压力出口，其他边设置为

壁面。空气密度为 1.225 kg/m3，黏度为 1.7894×10-5 kg/(m s)，来流速度设置为 1 m/s。
针对不同孔隙密度，对流体经过多孔介质的速度进行计算并无量纲化，结果如图 6 所示。

图中展示出不同孔隙率速度分布的解析解与模拟值对比，可以看出模拟结果曲线与论文

中解析解曲线趋势基本相同。因此验证了本文中使用数值模拟结果的准确性。



图 6 模型验证结果

为了验证轴向流动模型的正确性，本文与 Tu 等 [14]的实验数据进行了对比。选取直

径为 0.4332 m，高 6 m 的圆柱形计算区域。空气密度为 1.225 kg/m3，粘度为 1.789×10-5

kg/(m s)，孔隙率设置为 19.8%，针对 0.02 m/s，0.03 m/s，0.04 m/s，0.05 m/s，0.06 m/s
不同物理速度进行数值模拟，数值模拟结果与实验数据对比结果如图 7 所示，可以发现

数值解与实验解趋势相同。与实验结果相比，平均相差 7.9%，因此验证了将主缆内轴向

流动视为当量直径圆管内的流动时可靠的。

图 7 数值模拟结果与实验结果对比

4 结果与讨论

4.1 除湿过程中主缆内流动及阻力特性研究

孔隙的分布会影响多孔介质内的流动，本文利用固定网格的方法，对不同钢丝束区

域赋予不同的孔隙率以及多孔介质阻力参数，可以准确划分松散区与紧束区边界。在温

速



度 298.15 K、相对湿度 30%、主缆内气体速度 0.125 m/s 的条件下，对主缆内流动特性进

行数值模拟研究。图 8 给出了 z=200 处主缆截面速度分布云图，从图中可以看出，主缆

截面速度分布不均匀，当孔隙率越大时，其速度越大，松散区速度与紧束区相差 64.8%。

这是因为松散区孔隙率较大，更多气体从最外层松散态区域流过，导致中间紧束区气体

流量减少，速度降低。主缆内中心处的速度降低，也会导致主缆中心水分较难除去。

图 8 z=200 处主缆截面速度分布

入口处中心在 z=0.5 m，气夹在 0.3-0.5 处。对于主缆内部多孔介质区域轴向流动进

行研究，选取 0.083 m/s、0.097 m/s、0.111 m/s、0.125 m/s、0.139 m/s 不同入口速度，研

究其主缆内紧束区速度分布，x=0，y=200 处轴向速度分布结果如图 9 所示。从图 9 中可

以看出，主缆内轴向速度从入口中心处到气夹两侧主缆处，速度逐渐增大，且气夹所覆

盖主缆处速度明显小于两侧主缆内速度，因为当气体从入口进入气夹并充满气夹后，由

于紧束区孔隙率小，阻力大，仅有少量气流进入气夹所覆盖的主缆内部，大部分气流从

气夹流入两侧主缆之后，再进入主缆内部。

图 9 不同入口速度下轴向速度分布



4.2 添加水分对除湿过程的影响

在主缆内流体速度为 0.125 m/s 以及通入的湿空气温度为 298.15 K，相对湿度为 30%
条件下，对添加液态水与不添加液态水除湿过程进行数值模拟，质量分数随时间的变化

对比如图 10 所示。从图中可以看出，当不添加液态水时，主缆内水蒸气质量分数迅速减

少，除湿过程所需时间极短，而加入液态水后，主缆内水蒸气质量分数先增加，后逐渐

减少（如图 10 中放大图所示）除湿过程所需要的时间较长。这是因为在加入液态后，不

断有液态水蒸发为水蒸气，此时未有因此主缆内水蒸气质量会先上升，由于进入主缆内

的湿空气相对湿度较低，可以吸收水蒸气，形成饱和水蒸气向外排出，伴随着湿度较低

的空气不断吸收水蒸气的过程，使得主缆内部相对湿度降低。添加水分与不添加水分两

者除湿过程所需时间相差 95.6%，这也说明添加水分可以更好的还原主缆内部除湿过程。

图 10 水蒸气质量分数随时间的变化

图 11 为 z=200 处主缆截面添加水分时主缆截面的质量分数云图，从 15 s 的云图中

可以看出水蒸气质量分数相对于水蒸气质量分数初始值 0.0088 有所增加（中心部分颜色

加深），这是由于在前期由于水分的蒸发逐渐导致水蒸气质量分数升高。从 35 s 的云图

中可以看出，主缆中心部分颜色逐渐变浅，这是因为在水分蒸发量逐渐减小，随着相对

湿度较低的湿空气不断吸收水蒸气，水蒸气质量分数不断减少。从图中还可以看出，除

湿过程存在一定的非均匀性，由于松散区孔隙率较大，湿空气先进入松散区，再逐渐进

入紧束区。从 15 s-45 s 的云图中可以看出，越到除湿后期，最难除湿的区域位于主缆紧

束区中心位置，其水蒸气质量分数较高，这是由于紧束区孔隙率小，阻力较大，气流难

以进入而无法除湿。



图 11 z=200 处主缆截面添加水分后水蒸气质量分数云图

4.3 不同流速对除湿过程的影响

为研究入口来流速度对除湿过程的影响，在通入湿空气温度为 298.15 K，相对湿度

为 30%的条件下，改变主缆内流体速度，分别取速度为 0.083 m/s、0.097 m/s、0.111 m/s、
0.125 m/s、0.139 m/s 进行数值模拟。不同速度下含水量的变化如图 12 所示，从图中可

以看出，速度越大，含水量蒸发完成需要的时间就越少。同样，从图 13 水蒸气质量分

图 12 不同速度下含水量随时间的变化

数变化图中可以看出，在除湿刚开始时，水蒸气质量伴随着水变为水蒸气而增加，当速

度增加时，水蒸气的质量分数减少所需的时间也在逐渐缩短，来流速度为 10 m/s 比 6 m/s
除湿完成的时间缩短了 32.5%，但其阻力增加 47.45%。除此之外，从图 12 与 13 也可

以看出，同一时间下，当速度越大时，主缆中的水分与水蒸气的质量分数则越小。这是

因为入口流速增大，湿空气气流流量增大，湿空气带走更多的水分，强化了气液两相之



间的传质。

图 13 不同速度下水蒸气质量分数随时间变化情况

5 结论

本文利用多孔介质模型首先对主缆内流动特性进行了研究，在流动特性研究基础上，

对主缆内除湿过程中的气液两相传质部分展开了分析，根据主缆内部是否添加液态水，

分析了添加液态水对除湿过程的影响；在考虑含有水分的情况下，研究了湿空气不同入

口流速对除湿状况的影响。主要结论如下：

（1）主缆截面流动呈现非均匀性，孔隙率越大，速度也越大。在主缆内部，松散区

孔隙率大于紧束区，更多气体从孔隙率较大的松散区流过，其速度也就大于紧束区速度，

松散区平均速度与紧束区相差 64.8%。紧束区速度较小，是较难除湿的区域。

（2）与不添加水分模型相比，添加水分模型可以更好的还原除湿过程，两者除湿过

程所需时间相差 95.82%。在有水分的情况下，水分蒸发为水蒸气，水蒸气质量分数增加；

当水分蒸发完成时，由于进入主缆内的湿空气相对湿度较低，不断吸收水蒸气，使得水

蒸气质量分数减少，达到除湿的目的。

（3）在考虑添加水分模型的基础上，分别选取速度为 0.083 m/s、0.097 m/s、0.111 m/s、
0.125 m/s、0.139 m/s 进行数值模拟，研究来流速度对除湿状况的影响。随着流速的增大，

水分蒸发所需的时间越短；且在同一时刻下，速度越大，所含有的含水量以及水蒸气质

量分数越少。来流速度为 0.139 m/s 比 0.125 m/s 除湿完成的时间缩短了 33.8%，阻力增

加了 47.45%。
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摘要：室内多孔织物如窗帘、寝具及地毯等因高承载率及大比表面积对挥发性有机化合物 VOCs 存在

较强的吸附作用，由其脱附形成的二次源效应会加剧室内空气污染并延长污染周期。本文通过对公共

建筑室内纤维织物内部的湿组分相态进行细化分析，构建多孔纤维织物热湿耦合计算模型，得到多相

态湿组分体积分数。分析了织物承载率、织物类型、温湿度等因素对室内 VOC 传质特性的影响机制，

对指导室内空气污染的控制、保障人体的健康安全提供理论支撑。

关键词：挥发性有机化合物；多孔织物；室内环境；热湿耦合；传质特性

0 前言

人们一生中 90%以上的时间都在室内度过[1]，因此室内空气质量对保持身体健康至

关重要。当长期接触浓度超过一定水平的挥发性气体时，这些气体可通过口服、吸入和

皮肤穿透进入人体，对眼睛及呼吸道造成刺激。长期接触还会损害中枢神经系统，导致

疲劳、喉咙痛、皮肤炎症等症状和其他健康并发症，特别是对慢性阻塞性肺疾病患者、

儿童和老年人等易感人群[2]。

尽管存在这些风险，但多孔材料如人造板家具和织物被广泛应用于建筑中，以满足

日常需求和提高美学吸引力[3]。人造板材和家具是室内 VOCs 的主要来源，通常采用防

潮涂料处理，并覆盖密集的贴面，其会导致室内产生的 VOCs 的产生，而织物具有多孔

吸附性能，使其对室内热湿变化更加敏感，延长室内 VOC 污染期[4]。室内 VOCs 源和汇

对 VOCs 分子的释放和吸附，使室内 VOC 分子的迁移机制更加复杂，需要考虑吸湿/放
湿和水分扩散的机理到包括液态水的毛细芯吸收，以及冷凝、蒸发等各种复杂现象和机

理的综合。此外，Esparza 等人[5]证明湿织物具有优异的热性能，但温度的变化会破坏织

物的湿组分结构。这些复杂性增加了预测和评估室内 VOC 浓度的难度。

现有对家具的研究多集中在结构相对简单的建筑材料上且绝大多数是分别对温度

和相对湿度的影响进行分析[5, 6]或者通过长时间实验获得其迁移规律[7, 8]，如木质桌椅、

散热器、室内涂料等，对织物等柔性材料 VOC 汇特性的研究相对较少。因此，本文旨

在提出一种新的织物 VOC 传质特性参数优化方法，构建动态湿热环境下室内 VOC 传质

模型，阐明室内湿热环境下织物 VOC 动态源汇特性规律。

1 研究方法

1.1 模型简化



棉、丝、聚酯织物广泛用于建筑室内装饰材料（如地毯、挂毯、窗帘）和日常生活

用品（如床罩、睡衣）。这些织物由三个阶段组成：固体（纱线纤维），液体（液态水）

和气体（水蒸气）。为了建立更准确和通用的纤维织物热、湿、传质模型，本研究进一步

将织物内部湿组分细化为纱线隙中的液态水和水蒸气以及纤维隙中的液态水和水蒸气，

如图 1 所示。由于本文旨在数值模拟结果中获取室内 VOC（甲醛）织物热湿环境下迁

移机制，为了计算成本最小化，将模型合理简化为一维进行仿真计算，并将孔隙率附载

在控制方程中。假设室内空气混合均匀，温度分布均匀，没有人为干扰，织物的两个外

表面是对称的，对称轴可以认为是绝热的绝对质量边界。

(1)

(2)

图 1 研究对象湿成分分布和模型简化，(a)织物单元，(b)平面传热传质示意图，(c)简化模型

1.2 控制方程

根据织物的实际特性，作如下假设：

（1）纱线均匀，热学和物理性能保持不变。

（2）有机纤维因含水量变化而产生的几何变形可以忽略不计。

（3）织物内部满足局部热平衡，即织物内部各点的温度是时间和空间的函数，与其

状态（固体、液体、气体）无关。

（4）认为室内多孔纤维的内部孔隙呈线性分布。

（5）室内多孔织物各相流体的惯性力可以忽略。

（6）织物的热、湿和传质是一维发生的。

水蒸气质量方程[9]：

2

a 1 2( )fv v a v
f mw v e a

a

CC D C
w h S C C

t t x


 


  
     

  
(1)

式中，ɛa 和ɛf 分别为织物缝隙中水蒸气和织物纤维的体积分数；Cv、Cf 、Ce 和 Ca



分别为织物缝隙中水蒸气的浓度、纤维的含湿量、环境饱和和空气中 VOC 浓度；w1 和

w2分别为织物纤维吸附的水蒸气和液态水的比例；hmw 为水分传递系数；Sv 为单位体积

的蒸发表面积；Dv为织物的水汽扩散系数；τa为织物空间水汽扩散的修正系数。

液相水的质量方程式[9, 10]：
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式中，ρl为液态水密度；ɛl 为织物间隙中液态水的体积分数；Dl 为织物中水的扩散

系数；τl是织物间隙中液态水扩散的修正系数；al为织物的转水系数。

能量守恒方程式[9]：
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式中，Kmix为织物导热系数；λ，λa和λl分别为蒸发潜热、水蒸气和液态水在纤维表

面吸收热量。

室内环境中 VOC 传质控制方程：
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式中 V 为建筑体积；Ab 为建筑材料表面积；m 为建筑材料 VOC 排放率；bo 为建筑

材料边界 VOC 排放率；C0为建筑材料边界 VOC 排放率。

纤维织物内部 VOC 传质控制方程：
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式中，Cm为织物 VOC 浓度；Dm为织物的表观有效扩散系数。

结合式-，构建织物的热湿耦合传递模型和 VOC 输运模型，预测棉织物、真丝织物

和聚酯织物三种织物的室内甲醛吸收/解吸特性和室内浓度变化。

1.3 材料及特性参数

1.3.1 材料参数

织物具有多孔结构，容易受到内部自然对流、水分蒸发等现象的影响。然而，每种

材料的微观结构是不同的。实验结果如表 1 所示为真丝、棉、聚酯织物的特征参数。

表 1 织物材料参数

参数 值

棉织物 丝织物 聚酯织物

孔隙率ɛ 0.723 0.713 0.649
密度ρm (kg·m-3) 407 354 482



导热系数 Kmix (W·m-1·K-1) 0.071 0.052 0.084
容积热容量 Cvf (J·kg-1·K-1) 1.86×106 1.37×106 1.85×106

1.3.2 室内甲醛释放率 m
通常情况下，新房装修和家具安装完成后，建筑材料中的 VOC 会逐渐释放，直到

室内 VOC 浓度达到一定的低水平，这通常需要较长的时间。因此，研究新建房屋内 VOC
浓度的变化必须考虑排放率的影响，排放率随室内湿热环境和时间的变化而变化。针对

这一问题，本研究引入了传质傅里叶数的计算，建筑材料的甲醛释放率可采用 Xiong 等

人[11]提出的公式计算。该公式使用建筑材料扩散系数、分配系数、初始排放浓度、傅里

叶数进行计算，表示为：
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式中，E1，E2和 E3为常数，分别为 1.48×1011，2.78，7.45×103；Te和φe分别为环境

温度和相对湿度；Fom为传质的傅里叶数。

1.3.3 织物扩散系数 De

在假设分子扩散占主导地位的基础上，Deng 等人[12] 在假设分子扩散占主导地位的

基础上推导出与实验数据相符的新的扩散系数 De 的相关公式，如式。图 2 的拟合结果

非常吻合，棉、丝、聚酯面料的 COD 拟合值分别为 0.99065、0.97329、0.99815。

2
11.25 expe e

m
m
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式中，Km 为织物 VOC 分配系数，De 为织物的有效扩散系数，B1 和 B2分别为指定

VOC 和材料的常数，Dm为多孔单一传质介质的扩散系数，T 为环境温度。

(a) 棉织物 (b) 丝织物 (c) 聚酯织物

图 2 织物有效扩散系数的拟合验证

1.3.4 织物分配系数修正 Km

织物的累积孔体积在宏观孔面积上呈明显的上升趋势，但在微观孔面积上升缓慢
[13]，其微观孔隙中的传质阻力大于宏观孔隙中的传质阻力。因此，在织物的整个传质过

程中，可以忽略微观孔隙中的传质。微观孔隙分布在织物纱线上，气体分子在纱壁和织

物孔隙（宏观孔隙）中的吸附势能较弱，可以认为织物缝隙中的水蒸气与室内空气中的

水蒸气是一致的[12]。综上所述，织物孔径大，势能场弱，分子距离比大，气体分子间作

用力的范德华力弱。因此，织物中 VOC 的分配系数 K 仅反映了纤维骨架和液态水对 VOC
分子的吸附。基于式[13]，从湿组分 VOC 分子吸附项的水分回收率中减去不吸附 VOC 分



子的湿组分的质量与织物密度之比，即织物中水蒸气的质量与织物密度之比，如式。将

三种织物的特征参数值代入计算，分别得到棉、丝、聚酯织物的修正分配系数表达式。
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其中，P1和 P2分别为恒定的大气相对湿度下 VOC 和物质的常数；ρm、ρair和ρw分别

为织物密度、室内空气密度和织物密度；W 为织物在参考温度下的平衡回潮率；Wref为

织物在参考温度条件下的平衡回潮率；Km和 Kw分别为织物的 VOC 分配系数和化合物的

水气分配系数；ɛa-ref为标准温度条件下织物空隙中水蒸气的体积百分比；w1-ref为参考温

度条件下织物纤维吸附水蒸气的比例。

1.4 边界条件

由于织物的两侧同时暴露在室内空气中，因此可以认为多孔织物的两个外侧的室内

热湿参数差异极小。为了提高计算效率，本研究只模拟织物沿厚度方向的一半长度。因

此，织物沿厚度方向的中点代表绝热、绝湿、绝质边界。在实际室内环境中，模型的第

二边界可以考虑为式中所示的对流边界条件。由于室内气流场的运动导致室内织物表面

形成的气流速度。
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1.5 模拟方法

采用 COMSOL Multiphysics6.0 软件对控制方程进行求解，采用简化的计算模型，同

时考虑了初始条件和边界条件。采用有限体积法对连续方程、动量方程和能量方程进行

离散化。为保证精度，对方程采用严格的收敛准则（10-5）。

2 模型验证

2.1 网格和步长独立验证

分别验证三组网格数量 （网格 1（4）、网格 2（15）和网格 3（100））和三个不同

的时间步长（360 s、1200 s 和 6000 s）。结果表明,三种网格类型之间的传热、湿度传递

和传质计算值差异可以忽略不计，曲线几乎重合。同样，时间独立性测试使用时间步长

为 1200 s 和 6000 s 的模拟结果之间的差异小于 0.02%。因此，选择时间步长为 1200 s 和
网格 2 （15）进行后续的数值模拟。这一决定是为了减少计算负担，同时确保模型的准

确性，符合公认的学术规范和标准。

2.2 相关参数验证

为了验证模型的正确性，本研究采用室内温度为 26℃，将 K 的模拟值与 Zhou 等人
[13]的实验数据进行对比，采用温度为 26℃，相对湿度为 22%、35%、55%、75%，以及

室内相对湿度为 55%时干球温度为 18℃、26℃、34℃、42℃等多种室内条件。如图 3



所示，仿真结果表明，K 模型的数值与实验值的相对误差在±15%的范围内[14]，误差来

源于数值模拟中不可避免的理论模型误差，在构建控制方程前提出假设条件。但是这个

模型可以被认为是适用的，其误差范围符合公认的学术规范和标准[14]。

(a)棉织物 (b)棉织物 (c) 丝织物

(d)丝织物 (e)聚酯织物 (f)聚酯织物

图 3 织物中 K 值的实验值与模拟值的相对误差

3 结果与讨论

3.1 多孔织物中温度分布

室内多孔纤维织物的温度对于室内 VOC 传质规律影响至关重要，其会随着室内温

度的变化而变化。但由于其自身材料热阻的存在，热量传递再同一时刻会存在滞后。为

了更加清晰看出多孔纤维织物的温度与室内温度的规律和差别，将室内温度的变化设置

为 8*sin(3.14*t/43200)+299。如图 4 所示，在升温阶段，织物内部温度低于环境温度；

在室内温度下降时，织物内部温度高于环境温度。室内温度下降之时室内 VOC 的二次

源污染相比升温阶段更为严重。而传热传质边界与绝热绝质边界的同一 x 轴温度相同，

在不同 x 轴方向的热传递存在梯度。

图 4 动态正弦温度变化下多孔织物传热传质边界、绝热绝质边界温度和室温

3.2 温度对不同织物湿成分分布的影响

选取室内环境中常用的三种织物，即棉、丝、聚酯进行数值模拟，从而确定在不同



的稳态温度下织物中四种湿成分的体积分数。结果表明，在不同的稳态温度下，三种纤

维中湿组分的体积分数不同，特别是在室内相对湿度为 60%和室内温度为 18℃、26℃和

32℃时。研究了在相同室内相对湿度条件下，室内干球温度对织物缝隙中液态水体积分

数的影响。结果表明:随着内部干球温度的升高，棉织物缝隙中液态水的体积分数减小;
例如，在室内干球温度为 18℃、26℃和 32℃时，棉织物缝隙中液态水的体积分数分别

为 12.72%、11.95%和 11.07%。观察到的现象可以归因于织物暴露在室内环境中，这使

得织物内部的温度通过传热和传导发生变化，直到达到稳定状态。随着织物内部温度的

升高，更多的液态水在织物间隙中挥发，导致织物间隙中液态水的体积分数随着温度的

升高而降低。织物间隙中水蒸气的体积分数由式计算。随着室内温度的升高，织物的有

限空间导致织物间隙中液态水的体积分数降低，而织物间隙中水蒸气的总含量随着纤维

中体积比例的增大而增加。在不稳定过程中，纱线通过自身结构的浓度差和气孔获得织

物间隙中的水蒸气和液态水，导致纱线间隙中液态水和水蒸气的形成。纱线间隙中液态

水和水蒸气的分布与织物间隙中观察到的相似。根据液态水在棉、丝、聚酯织物中的体

积分数，由表 2 可以看出，棉织物对温度干扰的抵抗能力最弱，其次是丝织物，其次是

聚酯织物。

(a) 织物间隙液态水 (b) 织物间隙水蒸气 (c) 纱线间隙液态水

(d) 纱线间隙水蒸气 (e) 织物间隙液态水 (f) 织物间隙水蒸气

(g) 纱线间隙液态水 (h) 纱线间隙水蒸气

图 5 不同室内温度下织物湿组分体积分数及不同相对湿度下织物湿组分体积分数

3.3 湿度对不同织物湿成分分布的影响



为了研究不同相对湿度环境下棉、丝、聚酯织物中湿组分的分布，通过数值模拟得

到了相对湿度为 30%、45%、60%、75%时织物中四种湿组分的体积分数，如图 5(e)~(h)
所示。在相同温度条件下，织物缝隙中液态水的体积分数随室内相对湿度的增加而增加。

其中，织物缝隙中液态水体积分数随相对湿度的增加而增加 15%，但随着相对湿度的增

加，织物缝隙中液态水体积分数的增长趋势放缓。这种现象可以归因于高相对湿度下空

气中的水分子增加，而织物内部的浓度较低。这导致高浓度向低浓度运动，导致水分子

积聚，在织物内部形成液态水。由式可知，织物缝隙中的总水蒸气含量减小，但仍占纤

维中最大的体积比例。根据棉、丝、聚酯织物中液态水体积分数的大小和变化趋势，由

表 2 可以看出，棉织物的吸湿性更强，因此相对于丝、聚酯织物受相对湿度变化的影响

更大。相反，聚酯织物受相对湿度变化的影响最小。

表 2 三种织物在不同温度和湿度下液态水体积分数的差异

织物种类 |ɛl-T18- ɛl-T18| |ɛl-T26- ɛl-T32| |ɛl-RH30- ɛl-RH45| |ɛl-RH45- ɛl-RH60| |ɛl-RH60- ɛl-RH75|

棉织物 0.77 0.88 0.70 0.49 0.38
丝织物 0.45 0.94 0.66 0.05 0.14
聚酯织物 0.85 1.02 0.14 0.24 0.18

3.4 温度和湿度对织物室内甲醛迁移的耦合影响

室内湿热环境利用织物表面的多孔吸水特性，导致 VOC 分子的吸收和释放，从而

影响室内 VOC 浓度。通过数值模拟得到静态热、湿环境对棉、丝、聚酯织物室内 VOC
和甲醛浓度的影响，如表 3 和图 6 所示。在室内干球温度恒定的条件下，室内相对湿度

的增长会引起室内甲醛浓度升高，棉织物、真丝织物和聚酯织物甲醛浓度升高。相反，

在室内相对湿度恒定的情况下，室内干球温度的升高会导致室内甲醛浓度的降低，导致

上述织物中的甲醛浓度升高。值得注意的是，与室内空气相比，织物内甲醛浓度的峰值

出现在明显滞后之后。此外，室内环境中聚酯织物的存在导致甲醛浓度降低最快。相反，

棉、真丝织物的甲醛浓度降至 0 ug/m3，比聚酯织物低约 1.2 倍。

表 3 静态热和湿度条件

工况 a b c d e f

温度 (℃) 18 26 26 26 26 32
相对湿度 (%) 60 30 45 60 75 60

(a) 棉织物 (b) 丝织物 (c) 聚酯织物



(d) 棉织物 (e) 丝织物 (f) 聚酯织物

图 6 不同静态热和湿度环境下室内甲醛浓度和织物中的甲醛浓度

3.5 室内织物负荷率对室内甲醛迁移的影响

根据图 7 所示的结果，很明显，在室内环境中没有织物时，VOC 的浓度比有织物

时更高。织物在室内的承载率（Ld）在 0.5~2 之间时，室内 VOC 浓度降低，无织物时

室内 VOCs 浓度最高。其中，棉、丝、聚酯与无面料的 VOC 浓度差值分别为 66.72 ug/m3、

52.83 ug/m3、74.60 ug/m3。在室内装修完成后，织物充当了 VOC 的载体，为 VOC 分子

提供了空间，导致室内 VOCs 浓度随着织物携带率的增加而降低。然而，随着时间的推

移，高和低织物承载率的室内 VOCs 浓度差异逐渐减小，并有超过无织物负荷情况下的

浓度的趋势。对比不同面料，在相同条件下，聚酯织物面料的室内甲醛浓度最低，而真

丝面料因不同织物承载率导致的室内甲醛浓度差异最小。最后，棉织物的甲醛浓度比真

丝织物下降得更快。

(a) 棉织物 (b) 丝织物 (c) 聚酯织物

图 7 不同织物承载率下室内甲醛浓度

4 结 论

本研究通过探索棉、丝、聚酯织物湿组分传递规律，系统构建织物热、湿、VOCs
耦合传质模型，为室内环境设计提供了科学指导。

1) 提出了一种改进的织物传质特性参数计算方法，以考虑湿组分的不同相和热湿耦合

效应对 VOCs 迁移的影响。

2) 温度从 18℃上升到 32℃时，聚酯织物受温度影响最大，其次是棉和真丝织物。而

且，棉织物的吸湿性能更强，约为聚酯织物的 2 倍，是真丝织物的 3 倍。

3) 棉、丝、聚酯与无面料的 VOC 浓度差值分别为 66.72 ug/m3、52.83 ug/m3、74.60 ug/m3。

聚酯织物对 VOC 的吸附比棉丝织物弱。
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摘要：CO2-咸水相间流体运移过程中相间稳定流动，气液非平衡态等传质过程在控制咸水层碳封存效

率方面发挥了重要作用。研究基于核磁共振刻画了致密岩心内 CO2-咸水两相流动规律，定性与定量分

析了多孔介质内 CO2-油相界面演变特性与多孔介质内 CO2饱和度，阐述不同流体注入参数，与注入速

度对稳态 CO2 渗流特性的影响规律。发现微气泡 CO2驱替前沿可实现较高的气体扫掠面积，最大 CO2

饱和度提高了 11.9%。该研究对提高碳封存与探索新型注入策略的应用具有启示意义。

关键词：CO2封存，两相渗流，孔隙利用效率，强化传质

0 前言

为实现全球温室气体排放到 2050 年达到净零排放目标，以使全球变暖保持在 1.5℃
以下，需要大幅减少化石燃料的总体消耗[1, 2]。碳捕集与封存（CCS）技术的部署可有效

促进高校碳封存目标，咸水层是封存 CO2 的理想目标储层之一。通常情况下，岩石孔隙

空间内部被咸水饱和，CO2 最初以羽流的形式向上运移。气体的流动路径受各种因素的

影响，如压力梯度、流体浮力改变、储层孔渗特性和非湿润相相关注入参数等[3-5]。最大

限度地提高 CO2孔隙利用效率对优化碳储存能力至关重要。

在深层咸水层中，孔隙利用率低是由于注入低粘度的 CO2导致相界面不稳定造成的
[6, 7]。如何加速 CO2 的溶解速度，以及提高孔隙利用率，是当前亟待解决的技术难题。

本工作探索了一种微气泡CO2注入策略以提高碳储存效率，而无需使用额外的化学注入。

在储层发生残余俘获时，微气泡往往集中在渗透率较高的区域，然后在渗透率较低的区

域产生 "阻塞效应"，这将极大扩展 CO2 的扫掠面积[4]。

尽管在全球范围内开展的试点项目不多，但研究人员验证在孔隙内使用微小的 CO2

气泡驱替湿润相可更容易地钻入小孔隙，并进一步提高气液界面的稳定性。Liu 等人[8]

通过加强孔板喷射装置，建立一个水-气分散系统实现了这一结论。Telmadarreie 等人[9]

基金项目：国家自然科学基金 (NO. 52176092，NO. 52176057) 和辽宁省优秀青年基金（2022YQ-12）

对本研究的支持。



研究了微气泡 CO2在液相的存活能力和持久性，并确定它们可以在 2000 psi 的最低压力

和 323 K 的温度下稳定存在。但超过极限值，气泡的稳定性会逐渐减弱。在我们之前的

研究工作中，通过分析人造介质内的流体运输特性，分析了不同粒径多孔介质对 CO2孔

隙利用率的影响。结果表明，在低渗透性介质中，CO2 的封存效率更高[4]。天然储层中

大多数岩石都是致密和强非均质性的，研究 CO2 微气泡在多变量注入参数下如何在低渗

透介质中迁移至关重要。

这项工作探讨了通过在原位产生微气泡 CO2来实现碳封存的新兴策略，重点研究了

介质差异和注入流量对流动性的影响。

1 研究方法

本研究结合利用高场核磁 MRI 可视化实验系统与低场核磁 NMR 实验系统，定性与

定量进行了致密岩心内微气泡 CO2-咸水相界面演变特性与孔隙利用率等参数描述。其中

使用的反应釜由非磁性材料聚甲基丙烯酸甲酯制成，不会干扰磁共振成像系统的射频场。

其内径为 15 mm，高度为 45 mm。部分装置的实物图如图 1 所示。MRI 设备能够对对流

混合过程进行成像和流体信号检测。本文将利用多孔介质内部成像和横向弛豫时间 T2

分布特征跟踪微气泡 CO2-咸水的动态渗流过程，结合不同核磁采集序列探讨稳态两相流

强化传质过程。

整个实验系统的温度由恒温油浴控制，反应釜外有温度夹套，在夹套内循环氟油 (不
含 1H 质子，因此不影响成像) 以实现样品的温度控制。三台 ISCO 泵分别用于注入 CO2、

咸水和控制背压。高精度热电偶和压力传感器的数据监测系统分别用来监测反应釜入口

及出口的温度和压力。在温度 320 K，压力 12.5 MPa 下进行渗流驱替实验，为了获得两

种气泡驱替咸水的对比效果，分别用常规 CO2 和微气泡 CO2 以 0.05 mL/min 的速度向

上驱替咸水。多次重复上述步骤直到获得可靠数据。

图 1 微气泡 CO2稳态流动实验系统示意图

1.2 CO2微气泡稳定性验证

在探究微气泡 CO2-咸水稳态流动的研究中，选用一块特殊的致密多孔板放置反应釜



一侧以产生原位微气泡 CO2。作为比较，在反应釜的另一端放置了一个可以产生常规 CO2

气泡的常规多孔板。本文对微气泡的分布特性与上浮速度进行了量化，图 2 分别是致密

多孔板在常压下产生的 N2 微气泡和 3.5 MPa 下产生的 CO2 微气泡在水中的气泡分布，

结合不同注入速度下的 CO2微气泡上浮速度的统计。本文使用的致密多孔板与 Xue 等人
[10]的研究中使用的多孔板材质相同，切割形状可能不同，均由日本制造。本文将液体中

小于 100 μm 的气泡定义为微气泡，大于 100 μm 的气泡被定义为常规气泡。基于以上可

初步判断本研究选用的致密多孔板可以持续在水相溶液产生研究级别的微气泡。

(a) (b) (c)

图 2 微气泡在水中的产生和分布：(a) 布板方式；(b) 常压下 N2微气泡；(c) 3.5 MPa 下 CO2

2 结果与讨论

2.1 微气泡 CO2稳态流动前沿

微气泡

CO2

常规

CO2

驱替实验 初始状态 3 min 12 s 6 min 24 s 9 min 36 s 12 min 48 s 17 min 36 s

图 3 CO2-咸水渗流空间演化与分布对比

图 3 为 CO2 向上注入时 0.05mL/min 注入速度下的 CO2-咸水相界面驱替过程 MRI
图像。原始灰度图像经过降噪处理后转换为校准的彩色图像。根据图像将 CO2-咸水的界

面形态分为两种主要形态：稳定前沿和不稳定前沿。结合归一化的 MRI 信号强度值，可

将驱替过程分为四个阶段来描述：扩散和溶解阶段，CO2进入成像视野 (FOV)和驱替咸

水阶段，CO2 突破时和稳定阶段。通常 CO2 在进入 FOV 前会在咸水中扩散与溶解，将

导致信号强度值在此阶段存在缓慢下降的趋势。Zhai 等人[11]讨论了 CO2 气泡流的两个运



移阶段。高通量的 MB CO2 先占据大孔，有明显的气体运移轨迹，第二阶段为低通量

MB CO2 流再次积聚在大孔中，并在局部压力梯度的作用下逐渐渗透到小孔隙或喉道。

此外一些较大尺寸的微泡可以堵塞狭窄喉道[12]。这可能会降低局部气泡流的流动能力和

影响气泡的持续积累。不同尺寸孔喉的“排序效应 (Sorting effect)”促进或抑制 CO2 的局

部富集。本研究中，由于低渗介质内较大的毛细管压差和 MB CO2的高溶解特性，注入

微气泡 CO2的情况下在气体突破时 (17 min 36 s) 沿驱替路径的 CO2的饱和度更高。

2.2 不同注入流速下的 CO2饱和度

图 4 对比了不同流速下 (0.02-0.15 mL/min) 的纵截面微气泡 CO2饱和度随时间的变

化。CO2 因毛细管力作用在大孔隙中或者连通性好的通道和孔隙中驱替咸水。随后，进

入一些较小的孔隙，孔隙中的咸水被排出。从图中可以发现，无论是较高的速率下还是

较低的速率下，CO2 驱替前沿都是不稳定的。较低流速下，CO2驱替前沿首先占据较大

的孔隙空间，随后逐渐向邻近区域的孔隙空间发展，形成相对平坦的前沿形态；在 0.05
mL/min 的速率下，前沿会在邻近更大的区域面积上扩散。但在较高的速率下，前沿始终

沿着较大的孔隙空间经过直至突破。在速率为 0.15 mL/min 时，驱替前沿会更偏向于走

大孔径的路线而迅速到达反应釜顶部。CO2的面积分数代表了图像中 CO2所占的面积与

整个图像面积的比值，这一比值涉及到 CO2的波及效率和孔隙空间利用率。较大的 CO2

饱和度对应着大面积分数，意味着在多孔介质中 CO2与盐水有较大的接触面积，表示此

时 CO2 驱替咸水的效果越好，有较高的扫掠效率以及孔隙空间利用率。本研究中，0.05
mL/min 注入速度下对应最大的 CO2饱和度和面积分数为 0.67。相较于 0.15mL/min 注入

速度下提升约 11.9%。

图 4 不同流速下的纵截面微气泡 CO2饱和度

3 结论与展望

为了比较微气泡 CO2和常规 CO2在稳态驱替过程中的界面行为和碳封存性能。本研



究首先验证了原位气泡多孔板产生气泡的有效性，随后在 12.5MPa/320 K 工况条件下，

在致密岩心中利用核磁共振成像技术进行了渗流驱替研究。

注微气泡 CO2显著改善稳态流动的孔隙利用率。由于微气泡 CO2较高的溶解度和更

容易进入更狭窄的孔隙内部等特点，与注入常规 CO2相比，微气泡 CO2 驱替的界面前沿

更加均匀。驱替相的面积分数随 CO2注入体积的增大而增大。在 0.05 mL/min 的速率下，

前沿会在邻近更大的区域面积上扩散。但在较高的速率下，前沿始终沿着较大的孔隙空

间经过直至突破。，0.05 mL/min 注入速度下对应最大的 CO2饱和度和面积分数为 0.67。
相较于 0.15mL/min 注入速度下提升约 11.9%。研究可为致密多孔岩石内的碳封存新的注

入策略提供一种新思路。
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摘要：膜电极组件（MEA）是电催化二氧化碳还原（eCO2RR）的关键部分，它将二氧化碳转化为有

价值的化学品和燃料。本文提出了一种基于膜电极组件 CO2 还原电解池的结构设计，同步实现 CO2 的

扩散和产物一氧化碳（CO）的及时排出。实验考察了不同流道构型对于反应体系的催化活性、产物分

布以及电流密度的影响，结果表明叶脉型仿生流道在在 2.5 V 槽压时，实现了高达 96.72 %的 CO 法拉

第效率，电流密度为 115 mA/cm2。结合数值模拟，建立起 CO2传质与电化学反应的耦合关系。

关键词：膜电极，叶脉型仿生，传质，电流密度，CO2分布

0 前言

二氧化碳（CO2）是人类活动排放的主要温室气体之一，直接导致了全球气候变暖

和环境污染等问题[1-3]。电化学二氧化碳还原反应(eCO2RR)不仅可以将二氧化碳转化为高

附加值的燃料和化学品，而且可以消除碳污染，因此被认为是一种非常有前途的碳中和

技术[4-6]。

电催化二氧化碳还原反应是一个涉及多质子耦合、多电子转移的多步骤过程，通常

发生在电极–电解质界面，一般包括四个基本步骤[7]：（1）CO2分子在电极表面的化学吸

附；（2）CO2活化形成中间自由基 CO2•-（-1.9 V，相对于标准氧化还原电位）；（3）形

成碳氧/氢化合物的多重电子/质子转移过程；（4）从电极表面解吸产物[8]。通过不同的反

应路径可形成一系列产物，包括一氧化碳（CO）、甲酸（HCOOH）、甲烷（CH4）、乙烯

（C2H4）、乙醇（CH3CH2OH）等[9-11]。由于中间自由基 CO2•-的形成需要较大的负电位，

析氢反应成为了主要的竞争反应，因此需要构建合适的反应微环境和活性位点以提高含

碳产物的选择性[12]。除了热力学性质外，影响 eCO2RR 进展的另一个因素是动力学性质，

CO2 作为直线型分子，其稳定的结构具有一定的化学惰性，键能为 1606 kJ mol-1。室温

常压下 CO2在水系电解液中的溶解度很低（33 mM L-1），同时其扩散系数仅为 2.04×10-9

m2s-1，进一步导致其反应速率受限[13, 14]。当前大多数研究停留在 H 型电解池和三腔体碱

性液流电解池体系，主要是研究催化剂调控、反应微环境、反应机理等，然而过大的电

解槽槽压和较差的反应稳定性限制了其在 CO2规模化转化中的应用[15-18]。在这样的背景



下，含膜电极组件的 CO2还原电解池由于其可打破 CO2 在水溶液中的质量传输限制，具

备整体槽压较小，能量转化效率高等优势，逐渐受到大量学者的广泛研究[19-22]。

在膜电极电解池体系中，如何避免离子交换膜的毒化和提高 CO2的传质扩散是提高

该系统 eCO2RR 活性的重要问题[23]。Wang 等人发现在长期电解 CO2的过程中，甲酸产

物的积累会极大影响离子交换膜的性能，严重阻碍商业化应用[24]。而 Cook 等人在此基

础上首先提出了一种微流控电解池，在此装置中阴阳极被电解液分隔，离子交换膜仅需

防止液体产物流通到阳极侧造成交叉污染[11]。值得注意的是，当电解池在阴极碱性环境

和阳极酸性环境下运行时，双极膜的设计是非常有必要的，含咪唑基团的新型膜材料在

降低产物过电位和抑制副反应析氢方面表现出优异性能[25]。而关于阴极侧 CO2气体供给

的研究也正在兴起，目的是改善在催化剂层界面的物质传质限制，其中的物质传输与反

应耦合的机制正在被学者们所重视[26, 27]。

因此，本文提出了一种基于电极组件 CO2还原电解池的流道结构设计，依托商业化

纳米银颗粒作为催化材料，实验考察了不同流道构型对于反应体系的催化活性、产物分

布以及电流密度的影响，并借助数值模拟等手段，建立起 CO2传质与电化学反应的耦合

关系，解释了流道构型如何宏观调控阴极侧 CO2气体传质，为进一步推动二氧化碳电催

化还原技术的开发和实际应用提供了理论和实践上的支持。

1 实验

1.1 析氧阳极材料的制备

采用钛网作为阳极电极的支持层，先后用去离子水和无水乙醇进行超声清洗，随即

利用稀盐酸刻蚀钛网。然后，将氯化铱（IrCl3）溶解到异丙醇中形成前驱体溶液，浸涂

钛网，在 500 ℃下煅烧 10 分钟制备成阳极电极[28]。

1.2 阴极气体扩散电极制备

考虑到整体装置的广泛适用性，阴极催化剂直接采用商业银纳米颗粒，加入全氟磺

酸树脂（Nafion）粘结剂（5 wt%）、乙醇以及水的混合溶液中，超声分散 30 分钟，形成

均匀无沉淀的分散液。随即，采用喷涂方法将浆料逐层喷涂到碳纸表面以形成阴极气体

扩散层。其中，催化剂的担载量为 2 mg/cm2，催化反应面积为 1×1 cm2。X 射线衍射(XRD)
谱图和扫描电镜图(SEM)如图 1 所示，表明纳米银颗粒成功负载到气体扩散电极（GDE）
上。



图 1 阴极催化剂表征. (A)XRD 谱图；(B)SEM 图像

1.3 基于膜电极组件 CO2 还原电解池的设计

本文设计了一款基于膜电极组件的 CO2还原电解池，如图 2 所示，该电解池包括阳

极电极、阴极气体扩散电极、以及离子交换膜组成的膜电极组件，阳极集流板，阴极集

流板，密封垫圈等，其中离子交换膜为 FAA 系列阴离子交换膜。实现了 CO2 与电解液

在阴极气体扩散电极催化剂层的合理分配，形成稳定的三相反应界面。

图 2 基于膜电极组件 CO2 还原电解池的结构示意图

1.4 基于膜电极组件 CO2 还原电解池的电化学测试

在反应过程中，阳极电解液（1 M KHCO3）以 3 ml/min 的流速通入阳极集流板，在

阴极集流板处则通入高纯的 CO2气体（去离子水加湿，99.999 %），电解池控制在室温条

件下。电化学工作站（Autolab Nova）用于施加槽压（2 V ~ 4 V），利用气相色谱仪进行

产物检测。



1.5 膜电极组件 CO2还原电解池的活性解析

膜电极组件CO2还原电解池的活性源于阴极极化、阳极极化以及电解质的欧姆极化。

本文重点研究流道构型对于 CO2还原的性能影响，主要根据产物法拉第效率、电流密度

等指标进行分析。

1.6 流道构型对于膜电极组件 CO2还原电解池的活性以及产物分布的影响

在恒电压测试模式下，在不同的流道构型（蛇形、叶脉型仿生流道）下，产物 CO
及副产物 H2的法拉第效率和总电流密度随施加槽压的变化如图 3 所示，可见，在 2 V ~ 4
V 槽压范围内，两种流道构型的 CO 法拉第效率都呈现正态分布，均在 2.5 V 槽压时达

到最高的法拉第效率，副产物 H2则呈现相反规律。相比于蛇形流道，叶脉仿生形流道整

体性能更加，在 2.5 V 槽压时，实现了高达 96.72 %的 CO 法拉第效率，电流密度为 115
mA/cm2。进一步分析，如图 4 所示，在整个槽压变化范围内，叶脉型仿生流道在 CO 法

拉第效率和 CO 分电流密度两个方面均存在明显优势。

图 3 电催化 CO2还原产物的法拉第效率和总电流密度随施加槽压的变化结果. （A）蛇形流道；（B）

叶脉型仿生流道

图 4 两种流道构型下，电催化 CO2还原产物的 CO 法拉第效率（A）和 CO 电流密度（B）随施加槽压

的变化结果对比.

2 流道构型影响膜电极组件 CO2还原电解池性能的机理研究

利用 COMSOL 软件构建两种流道构型，在施加理想槽压（V = 1.8 V）的工况条件



下，通过分析流道中 CO2分子的动力学行为，建立起 CO2传质与电化学反应的耦合关系。

模型的边长为 2.5×2.5 cm2，电极区域为 1×1 cm2。 如下图 5 所示，主要包括 1.阳极流道；

2.阳极扩散层；3.阴极催化层；4.阴极扩散层；5.阴极流道。

图 5 模型示意图

阴极发生 CO2的还原反应以及氢气析出反应，主要方程式为:

2 2

2 2

2 2

2 2 2
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其中产物 CO 与 H2的分电流密度由 Tafel 方程决定：

,

,
,

,

exp
   

        
 

j k

j c k
k o k k

j j ref

c F
i i

c RT






其中 k 为 CO，H2，io,k为交换电流密度(mA/cm2)，cj为反应物的摩尔浓度(mol/L)， ,c k 为

阴极传递系数， k 为过电势(V)，且为:
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k
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其中
0
kU 为产物 k 反应的平衡电势(V)。

多孔介质区域，及扩散层、催化层区域的流体运动可以用质量守恒方程以及达西定律来

描述:

 p p pu Q
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u
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其中 ,
eff
m p 为多空层的有效渗透率(m2)， p 为流体动力粘度(Pa•s)。

阴极侧通入浓度为 99 %的CO2气体，流速为 50 sccm，阳极侧则通入浓度为 1 M的KHCO3

电解液，在阳极扩散层/阳极流道一侧设置其电势为 0，阴极流道/阴极扩散层一侧为工作

电压 V，参考压力及工作压力均为 1 atm，工作温度为 298 K，并且各个区域之间物质传

递连续，其余边界通量为 0.
2.1 模型验证和可靠性分析

控制方程在 COMSOLl Multiphysics6.0 软件中进行计算，依据在膜电极中不同的结

构的 CO2流道设计计算区域，通过设立二次电流模块、流动模块、物质传递模块、液态

水模块、化学模块来进行研究 CO2的传质问题，通过对不同部分进行结构和材料的设置

后进行三维稳态的计算，对阴极催化层设置了一个域探针来监测电流密度变化，从而得

到电池的极化特性曲线，其中，蛇形流场作为网格独立性验证的模型，分别采用网格数

目为 146434, 317269, 908791, and 5355576 来进行研究，如下图 63 所示。在大气压为

1atm，电压为-2.8V 时分别得到其电流密度大小为 101.50、101.56、101.55、101.55 mA/cm2，

当网格数在 908791 以上时，误差极小，因此，选取网格数为 908791 为蛇形流道的研究

对象。同理为叶脉型仿生流道选取网格数目为 912356 来进行研究。



图 6 不同网格数量下的模型示意图

本课题组在以前的研究中制备了膜电极反应器，为了验证本模型的数据的准确性，本文

的数据模型实验得到的极化曲线进行对比，其中初始条件为，大气压力为 1 atm，运行温

度为 293 K，阳极电解液流速为 5 ml/min，阴极的二氧化碳流速为 50 sccm，选取蛇形流

道的极化特性曲线作为模型验证的因素，在上述条件中，如图 7 所示，可以看到极化特

性曲线与模拟曲线吻合度较高，误差在 15 %以内，因此，可以认为，本模型的准确度较

高。



图 7 模型验证

2.2 两种流道构型中的 CO2气体和 CO2溶解相分布

如图 8 所示，两种流道构型中的 CO2摩尔分数分布以及溶解相的 CO2分布。叶脉型

仿生流场中 CO2沿着主流道对称分布，越靠近主流道，CO2 气体的分布越密集，而末端

几乎为零。其中，电极区域内较低 CO2 气体摩尔数以及较高的溶解相 CO2摩尔数表明该

构型的流道是有利于电化学反应的进行，对电流密度的提升是至关重要的。如图 9 所示，

两种流道中的 CO2传质路线云图进一步印证了叶脉型仿生流场中 CO2沿着主次流道扩

散，各流道单元间可形成分流以及合流，扰动气流促使更多的 CO2气体扩散至催化剂层，

利于提升电解池性能。



图 8 E = 1.8 V 时，（A），（B）CO2摩尔分数分布和（C），（D）溶解相 CO2摩尔数分布（mol/m3）.

图 9 E = 1.8 V 时，（A）蛇形流道，（B）叶脉型仿生流道的 CO2传质路线.

2.3 两种流道构型中的 CO 气体摩尔分数分布

如图 10 所示，两种流道构型中的 CO 摩尔分数分布。叶脉型仿生流场中 CO 沿着主

流道对称分布，利于产物的及时排除，避免由于 CO 浓度过高影响 CO2扩散到催化剂层，

进而抑制 CO2的电化学转化性能。



图 10 E = 1.8 V 时，（A）蛇形流道，（B）叶脉型仿生流道 CO 摩尔分数分布

3 结 论

本文提出了一种基于膜电极组件 CO2还原电解池的流道结构设计，通过对两种流道

构型的实验结合数值模拟的研究，可以得到如下结论：

1）相对蛇形流道而言，叶脉型仿生流道的主次流道设计更加有利于 CO2 气体的传

质扩散，让其与电解质在催化剂层构建稳定的三相反应界面，实现更高的装置

电流密度和产物法拉第效率。

2）通过数值模拟研究，建立起 CO2传质与电化学反应的耦合关系，维持反应物 CO2

扩散与产物 CO 排出的动态平衡。
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