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摘要：电聚并是一种高效、环保的油水分离方法。本文使用分子动力学方法，从分子间相互作用的角

度系统地分析了电场强度、液滴直径、纳米颗粒浓度、纳米颗粒尺寸和频率对纳米流体液滴-液滴电聚

并行为的影响。结果表明：在电场作用下，纳米颗粒迁移至液桥处形成纳米颗粒膜；纳米颗粒的布朗

运动增加了液滴界面的不稳定性；低纳米颗粒浓度易导致完全聚并，高纳米颗粒浓度易导致部分聚并。

本文对紧凑、高效电脱水器的设计具有理论指导意义。
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0 前言

原油在人类社会和经济发展中发挥着重要作用，然而，随着原油的大规模开采和使

用，“易油”时代即将结束，非常规石油资源逐渐登上舞台[1]。非常规石油由重油（包括

重质原油、油砂、页岩致密油等）、水和矿物组成，主要分布在北美、东欧、拉丁美洲和

中国。非常规石油性质复杂、储层渗透率低，开采过程非常困难。纳米流体驱油是一种

新型的提高采收率（EOR）技术[2]，与传统的二次或三次采油技术（如水驱和表面活性

剂驱）相比，纳米流体驱油具有更高的采收率、更稳定的压力和更少的地层损害等优势。

纳米颗粒虽可有效提升采收率，但它阻碍了油水分离（即原油脱水）过程[3]。
由于无机盐、天然表面活性剂和纳米颗粒的存在，原油采出液呈稳定的油包水乳液。

由于具有较大的比表面积和界面能，纳米颗粒能自发的迁移到油水界面，并形成界面颗

粒膜，导致脱水过程困难[4]。原油高含水会导致设备腐蚀、催化剂中毒和运输成本高等

问题[5]。电聚并是一种高效的原油深度脱水技术，包括液滴-液滴靠近、液膜排液、聚并

三个过程[6]。在强电场下，界面扰动较大，会发生部分聚并过程，降低油水分离效率[7]。
Anand 等人[8]报告说，从完全聚并到部分聚并的转变取决于电毛细管数，即电场强度。

另外，纳米颗粒吸附界面间难以形成液桥，抑制了纳米流体液滴电聚并过程。因此，通

过电场调控纳米流体液滴界面颗粒迁移形成界面无颗粒区，是强化电聚并的关键。

本文从分子间相互作用的角度出发，系统地分析了电场强度、液滴直径、纳米颗粒

浓度、纳米颗粒尺寸和电场频率对纳米流体液滴电聚并的影响。研究重点为：电场作用

下纳米颗粒在油水界面迁移的微观机制；纳米颗粒、盐离子和水分子之间的相互作用对

纳米流体液滴电聚并的影响机制。

1 数值模型和模拟方法

图 1 给出了纳米流体液滴电聚并分子动力学模型。首先，利用 PACKMOL 软件构建

合理的分子堆积结构，将两个直径为 6 nm 的水滴置于氮气（以氮气为连续相）环境中；



两液滴质心距离为 9 nm，矩形盒子尺寸为 70×20×20nm3。单个水滴的 H2O 分子数为 3768，
N2分子数为 690。为了模拟现实环境中的液滴，并重现部分聚并过程[9]，向每个液滴中

添加 10 个 Na+离子和 10 个 Cl-离子。沿盒子的 x 轴正方向施加均匀电场。

图 1 数值模型

分子动力学模拟分为三步：采用最陡下降法[10]进行能量最小化，以避免系统中斥

力过大，导致模拟崩溃[7]；进行 100ps 的平衡模拟，采用 V-rescale 温度耦合法进行控温、

退火法进行升温，使系统温度和压力达到 298.15 K 和 100 kPa；进行 200ps 的动力学模

拟，计算出体系中所有粒子的位置、动量的变化以及粒子间的作用力。平衡和 MD 过程

都使用 NVT 系综。采用 PME 算法计算静电相互作用，该算法具有计算时间短、精确度

高等优点。采用截断法计算范德华相互作用。范德华相互作用和库仑相互作用的截段距

离设置为 0.9 nm，温度耦合的时间常数设置为 0.2，采用 1.0 fs 时间步长的蛙跳式积分方

法。盒子的三个方向都采用周期性边界条件。动力学模拟的计算由 GROMACS 2019.3
软件完成，并使用 VMD1.9.3 软件进行可视化，查看体系内粒子的运动轨迹以及形态变

化，并进行统计分析得到相关结论。

本文采用 CHARMM36 力场文件，水分子采用 SPC/E 模型[11]。范德华相互作用由

12-6 Lennard-Jones（LJ）势函数得到[12]：
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式中：rij是原子 i 和 j 之间的距离；C12、C6、ε和σ是原子之间的 LJ 参数。远距离静电（库

仑）相互作用[13]势函数：
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其中：qi和 qj 是原子电荷；ε0是真空介电常数。对于相同或不同类型的带电原子对之间

的非键相互作用，包括范德华相互作用和静电相互作用。CHARMM36 力场下的总势能

为成键相互作用与非键相互作用之和：
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其中 Eb、Ea、Ed 和 Ei分别是键旋转、键角、键拉伸和二面角旋转项。

2 结果与讨论

2.1 纳米流体液滴-液滴电聚并

图 2 给出了电场下纳米流体液滴-液滴的完全电聚并和部分电聚并模式。纳米流体液

滴在直流电场作用下极化变形，导致液滴-液滴靠近速度增加。极性 H2O 分子的氧原子

（O）和氢原子（H）分别朝向电极的正极和负极，且液滴左右两端的 O 原子和 H 原子

受到比分子间作用力更强的电场力。因此，液滴两个顶点处的 H2O 分子进一步向电极移

动，导致分子间距离增加以及分子间相互作用力减小。因此，液滴的电变形程度随着场

强（E）的增加而增加。当液滴-液滴相互接触时，出现了电钳制[14]现象，液滴间形成

液桥，并开始聚并过程。聚并后的液滴也会经历电变形过程，不同场强下的变形度

（= �−� �+� ，其中 a 和 b 分别是平行于和垂直于电场的轴长度）如图 3c 所示。从

图 3c 中可以看到，变形度随着 E 的增加而增加，这是由于分子间距随着电场力的增加

而增加。此外，在 E=0.6 V nm-1时，随无量纲时间（=tγ ���������，其中 t 是时间，μ是液

滴粘度，Dinitial是初始液滴直径，γ是表面张力）的增加，变形度保持不变。当场强大于

0.6 V nm-1 时，变形度随无量纲时间的增加而增加，对应部分聚并（PC）；当场强小于 0.6
V nm-1 时，变形度随着无量纲时间的增加而减小，对应完全聚并（CC）。因此，纳米流

体液滴从 CC 到 PC 的临界场强（Ecri）为 Ecri=0.6 V nm−1。

从图 2 中观察到 SiO2 纳米颗粒迁移至液桥处形成纳米颗粒膜，阻碍聚并过程。同时，

电场驱使 Na+离子向液滴右端移动、Cl−离子向液滴左端移动。由于离子的水合作用，Na+

离子和 Cl−离子被几个 H2O 分子包围形成稳定的结构，其中 Na+离子吸引 O 原子，Cl-1

离子吸引 H 原子。具有高度局部电荷的粒子（例如盐离子）能够与极性分子和极性官能

团相互作用，改变其微观排列并影响其物理化学性质。例如，由于强静电相互作用，水

分子使其偶极子朝向溶液中的离子，形成高阶溶剂化壳。这会影响水的密度、粘度、表

面张力、熔点、沸点和蒸汽压。因此，聚并后的液滴经历拉伸和变形，左右顶点的 H2O
分子团簇伴随着 Na+和 Cl−离子分离出来。此外，在 E=1.0 V nm-1 时，出现两种破裂机制：

尖端破裂和中段破裂。在中段破裂时，分离的团簇不仅伴随着离子，还伴随着 SiO2纳米

颗粒，这主要是由于 H2O 和 SiO2分子之间存在静电引力（图 4）。
图 3a 给出了不同电场强度下无量纲液滴-液滴距离随无量纲时间的变化规律。曲线

斜率代表靠近速度，并且靠近速度随着场强的增加而迅速增加，这表明场强越大，作用

在液滴上的电场力越大，即靠近速度越大。此外，在电场力和表面张力的耦合作用下，

液滴界面逐渐从半球变为圆锥体，即泰勒锥。图 3d 显示，接触角随场强的增加而增大，

这是因为场强越大，液滴-液滴在接触前的电变形程度越明显。在本文中，从完全聚并到

部分聚并的临界锥角为 35.25°，这与[15]（30.80°）的实验研究以及[16]（34.80°）的数



值研究都非常吻合。此外，图 3b 显示了不同 E 下无量纲液桥宽度随无量纲时间的变化

规律。可以清楚地看到，低场强下液桥随时间的增加不断加宽，对应完全聚并。高场强

下，虽然当无量纲时间小于 2 时液桥增宽速率较大，但随后保持在一个较小的亚稳态值，

对应部分聚并。

图 2 纳米流体液滴-液滴电聚并的过程图

图 3 (a)无量纲液滴-液滴距离；(b)无量纲液桥宽度；(c)无量纲聚并后液滴变形度；(d)接触角

为了揭示纳米流体液滴电聚并的微观机制，研究了分子间相互作用力，如图 4 所示。

由图 4 可知，水相分子之间的静电和范德华相互作用以及 SiO2分子之间的静电相互作用

在整个系统中起主导作用。其中，正值表示排斥力，负值表示吸引力。可以清楚地看到，

水相分子之间的静电相互作用比水相分子之间的范德华相互作用和 SiO2 分子之间的静

电相互作用的总和更强。因此，系统总的相互作用为引力，这解释了纳米尺度下没有出

现液滴-液滴非聚并现象。因此，当总相互作用大于电场力时，发生 CC 模式；当总相互

作用与电场力达到平衡时，出现从 CC 模式过渡到 PC 模式的临界状态；当总相互作用

弱于电场力时，发生 PC 模式。

(a) (b)

(c)
(d)



图 4 不同电场强度下的分子间相互作用力

2.2 液滴粒径影响

从图 5 可以看出，在电聚并过程中，部分聚并总是先由小液滴产生，且大液滴间具

有较大的靠近速度。此外，图 5 说明不同粒径液滴体系中比相同粒径液滴体系更易发生

部分电聚并。根据拉普拉斯方程，液滴与连续相之间的压差为∆� = �� − �� = 2�/�，其

中γ是界面张力，r 是液滴半径。小液滴具有较大的压差，导致子液滴从其尖端分离。此

外，小液滴中的 SiO2纳米颗粒易于迁移到液桥处形成厚纳米颗粒膜，导致部分聚并总是

先由小液滴产生，这表明 SiO2纳米颗粒的存在显著降低了不同粒径液滴的聚并效率。

图 5 不同粒径液滴-液滴电聚并过程图，液滴直径为(a)6 nm 和 4 nm;(b) 6 nm 和 6 nm；(c)6 nm 和 8 nm;(d)

无量纲液滴-液滴距离

2.3 纳米颗粒浓度影响

(a) (b)
图 6 (a)不同 SiO2浓度下的分子间相互作用力(b)靠近速度（初始液滴距离与接触时间之比）

由于 H2O 和 SiO2 分子间存在静电引力相互作用，因此低 SiO2浓度下的 CC 模式比

纯水液滴聚并效果更好。而在高 SiO2 浓度下，SiO2 和 SiO2 分子间的静电斥力相互作用

远大于 H2O 和 SiO2分子间的静电引力相互作用，导致高 SiO2浓度比纯水液滴更容易发

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



生 PC 模式。在过高的 SiO2浓度下，由于纳米颗粒的巨大表面效应和极化作用，会形成

纳米颗粒团簇，这对液滴-液滴聚并过程非常不利。SiO2浓度不仅影响薄膜聚并过程，而

且还影响液滴-液滴靠近过程。从图 6b 可以看出，靠近速度随场强的增加而迅速增加；

靠近速度随 SiO2 浓度的增加而增加，这可能是由于 SiO2-SiO2 分子间的静电斥力增加所

致。

2.4 纳米颗粒粒径影响

除浓度外，还发现纳米颗粒粒径在纳米流体液滴-液滴电聚并过程中发挥着重要作用。

由图 7a 可知，随着 dp 的增加，SiO2-SiO2 分子间的静电斥力近似指数增加，导致 SiO2

颗粒在液滴中不聚集且增加了大 SiO2 颗粒在液桥中迁移形成界面膜的趋势。上述原因导

致了在临界场强 Ecri=0.6 V nm-1（dp=0.53nm 时）下，dp=0.86 和 1.16 nm 时发生 PC 模式。

径向分布函数（RDF）体现距离 A 分子 r 距离的壳层内 B 分子的密度相对于整个体

系 B 分子的平均密度[17]。在 MD 模拟中，RDF 通常表示为：

� � =
1

�4��2��
�=1
�

�=1
� ∆�(� → � + ��)��

� × �
, (9)

其中ρ是系统密度，r 是到中心原子的距离，δr 是距离容差，ΔN 是从 r 到 r+δr 远离中心

原子的的原子数，N 是系统原子数，t 是模拟时间。在 E=0.6 V nm-1、dp=1.55 nm 时发生

CC 模式，其 g（r）峰值大于 dp=0.53 nm 的 g（r）峰值（图 7b）。

图 7 (a)不同 SiO2粒径下的分子间相互作用力(b) H2O-H2O 的径向分布函数

2.5 电场类型影响

图 8 (a)不同电场类型下液滴靠近速度与 SiO2浓度的关系曲线(b)无量纲液桥宽度

在石油工业中，含水量是选择电场类型（直流或交流）的关键因素。交流电场常用

于处理高含水量的原油。从图 8a 中可以看出，直流电场的靠近速度远大于交流电场。电

(a) (b)

(a) (b)



场的均方根（RMS）可以表示不同电场波形的有效值，本文采用正弦波形作为交流电场，

其均方根值为恒定场强时间的 1/ 2，导致交流电场的靠近速度很小。此外，Li 等人[18]
指出，高频电场中的液滴动力学类似于恒定电场，因此 f =40 GHz 的靠近速度大于 f =10
GHz。由图 8b 可知，虽然直流电场显著加快了靠近过程，但它易形成 PC 模式，这不利

于油水分离过程。因此，应用高频交流电场是一种省时高效的电脱水方法。

3 结论

本文采用分子动力学方法研究了纳米流体液滴电聚并过程。在电场作用下，纳米颗

粒迁移至液桥处形成纳米颗粒膜；纳米颗粒的布朗运动增加了液滴界面的不稳定性。上

述原因增加了液滴破碎几率，进而导致部分电聚并的发生，降低油水分离效率。强电场

显著加速了聚并过程，但降低了聚并效率。在 dp=0.53 nm 时，水分子之间的静电和范德

华相互作用以及 SiO2分子之间的静电相互作用在整个系统中起主导作用。对于粒径不同

的液滴，小液滴中的 SiO2纳米颗粒易于迁移到液桥处形成厚纳米颗粒膜，导致部分聚并

总是先由小液滴产生。在低 SiO2浓度下，易形成 CC 模式；高 SiO2 浓度下，易形成 PC
模式。在较大的纳米颗粒尺寸下，易形成 PC 模式。然而，在过大的纳米颗粒尺寸（1.55
nm）下，发生了 CC 模式。另外，本文发现应用高频（10&40 GHz）交流电场是一种省

时高效的电脱水方法。本文研究结果对于如何设计紧凑、高效的原油电脱水器具有理论

指导意义。
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摘要：本文基于分子动力学模拟对受限纳米通道内高分子-NaCl 混合溶液的电渗流进行了数值模拟，结

果表明：投入的不带电的高分子对 NaCl 溶液内的离子分布影响不大，壁面附近的水分子和离子的浓度

呈阻尼振荡形式交替分布；随着表面电荷密度的增加，电渗流的速度剖面从抛物线型发展为“柱塞”

形，最后变为“W”形；当壁面与高分子间的作用力不强时，高分子在纳米通道中心流动；当壁面对

高分子具有强作用力时，溶液滑移平面向通道中心移动。

关键词：分子动力学模拟；电渗流；高分子溶液；纳米通道

0 前言

电渗流是指在电场驱动下微通道、多孔介质及其他流体管道内液体流动的一种动电

现象，在机械、生物、化学和环境科学的多个领域发挥着重要作用，对于精确控制微/
纳米尺度系统中的液体、离子或生物粒子的输运具有重要意义[1-4]。当通道尺寸处于微米

或纳米级别时，传统的压力驱动不再适用，但采用电渗流技术驱动电解质溶液构成微流

控系统，可以精确控制微纳通道内的物质输运[5,6]。例如，在电动修复技术中，应用电渗

流技术可以控制被污染土壤中的水的定性流动，既实现了污染物的富集和土壤的净化，

也达到了不破坏修复对象和节省人力成本的目的[7,8]。

随着生物科学技术的发展，电渗流驱动的微流控技术在生物质、DNA 分子等相关领

域具有重要的应用价值。这些应用往往涉及含有血浆、蛋白质高分子等成分的生物溶液。

不同于普通电解质水溶液，这类高分子溶液通常呈现出非牛顿流体特性，其在微通道内

的流动行为也更为复杂。目前，幂律本构模型是研究高分子溶液等复杂流体最常见的本

构模型，它具有形式简单、适用范围广等优点，能够描述多数复杂流体流变行为，因此

被广泛应用于高分子水溶液的电渗流理论研究中[9-11]。Das 等人[12]于 2006 年推导出了适

用于二维狭长通道内幂律高分子溶液电渗流速度的近似解；Zhao 等人[13,14]在考虑了非牛

顿流体的流变特性后，导出了幂律流体电渗流的广义 Helmholtz-Smoluchowski（HS）速

度，该广义速度相较传统牛顿流体的 HS 速度具有更广的适用范围。Choi 等人[15]计算了

平面微管道内电渗流速度的 Debye-Hückel 近似解。Shit [16]考虑了焦耳热和粘性效应对微

通道管内幂律流体电渗流的影响，并建立了相应的数学模型。除了简单通道外，大量学



者还研究了如扩张通道[17]、变截面直通道[18]等复杂微通道内幂律流体的电渗流。除幂律

本构模型外，还有学者从 Carreu 模型[19]、Phan-Thien-tanner 模型[20]、Casson 模型[21]等其

他本构模型出发对高分子溶液中的电渗流动进行了探究。

然而，以上的理论研究仅从宏观角度考虑高分子溶液的流动特性，认为高分子水溶

液在通道内可用某种本构模型描述，即满足连续性介质假设。当通道尺寸远大于高分子

的特征尺寸时，连续性介质假设是合理的，可以用连续方法对高分子溶液进行描述。但

当高分子溶液处于受限微纳尺度通道时，高分子特征尺寸和通道尺寸具有可比性，微通

道内高分子溶液可能已不再连续，此时非牛顿流体的本构模型可能不适用于通道内电渗

流的预测[12,22]。因此，从微观层面上分析纳米通道内的高分子溶液电渗流极具现实意义。

本文采用分子动力学模拟方法，从微观角度分析溶液内每个分子的受力情况、运动

状态与运动轨迹，构建高分子溶液电渗流模型，进而揭示纳米尺度通道内高分子溶液电

渗流的机理。

1 模型建立

1.1 NaCl 溶液电渗流模型

本文构建的电渗流分子动力学模型如图 1 所示。在模型中，壁面由 4 层<111>晶面

排布的硅原子组成，每层壁面大小 46.6 Å×46.1 Å，包含 144 个硅原子。壁面总厚度为

3.919 Å，每层硅原子之间的距离为 0.784 Å或 2.351 Å。模型中，通道高度为 30 Å，通道

内包含水分子、Na+离子以及 Cl-离子，以面心立方晶格的方式进行建模。水分子模型均

采用 SPC/E 模型进行建模，该模型固定水分子的键长和键角，以保持水分子的刚性。模

拟中，水分子数量恒定，水分子密度为 997 Kg·m-3。在 x、y 方向施加周期性边界条件，

在 z 方向两端构建相当于 3 个系统大小的真空层，从而满足 Ewald 加和条件并使用 Ewald
法计算长程作用力。在壁面外沿 x 方向对系统施加不太大的恒定电场以避免流体的流动

速度过快从而影响参数的统计，场强大小恒定为 0.2 V·m-1。为了满足壁面带电条件，最

内层壁面粒子均匀地携带了一定的电荷量，并保持溶液内净电荷量等于表面电荷量以满

足整个体系的电中性条件。所有壁面分子均采用冷壁面处理，速度始终保持为零并固定

在初始位置。

图 1 硅壁面下 NaCl 盐溶液电渗流模型示意图



计算开始前，采用高斯分布的方式在 298 K 的条件下为每个粒子赋予相应的初速度。

计算的时间步长取为 1 fs，截断半径 rc 取为 1.1 nm，并采用 Berendsen 控温的方法对系

统内壁面内所有粒子进行控温，控温间隔为 100 个时间步长。为了避免控温时对沿主流

方向流动产生限制，本次实验控温仅针对溶液中粒子的热动能，而不是包括流动动能的

总动能。采用 Velocity-Velert 算法对分子轨迹进行计算。采用两种力场计算系统中的分

子间作用力，其中水分子采用 SPC/E 水分子力场参数，其余采用 GROMACS 力场参数。

模拟开始时，从 z 方向以固定间隔 0.15 Å将渗流通道分为 200 层，在未施加电场的

条件下先进行 10 ns（1×107 步）的驰豫计算，再施加沿 x 方向的电场，继续计算 3 ns
（3×107 步）以保证系统达到稳定状态。最后，统计 10 ns（1×107步）内的粒子运动轨

迹，得到系统的第 m 层浓度 cm、第 m 层速度 vm等参数。

1.2 高分子模型

高分子是指由大量的重复单元组成、相对分子量巨大的有机化合物。本文采用

Rouse[23,24]在 1953 年提出的珠-簧模型对高分子进行建模，如图 2 所示，将聚合物单体视

为一个个珠子，内部受力由每个单体之间的高斯弹簧力来近似代替；对于聚合物分子和

其他分子之间的作用，则由一个个珠子和其他分子的作用力来代替。

图 2 珠簧模型示意图

珠-簧模型中弹簧势能的实现方法有很多，这里采用 Karmeer[25]在 1990 年提出的

FENE（Finite extensible nonlinear elastic, FENE）势能，其表达式为：

   22
e 0 0 0(1 / 2) ln 1 / 0ij ijU r kR r R r R       

(1)

式中：Ue —— 弹性势能/J；k—— 弹性系数/N·m-1；R0 —— 两珠子 i 和 j 之间的最大距

离/m；rij—— 两珠子 i 和 j 之间的距离/m。

在分子动力学的计算中，弹性系数 k、珠子间最大距离 R0、FENE 模型的截断半径

rc通常取：

220 /k    (2)

0 1.95R   (3)

1/62 1.12cr    (4)

式中：�——为势阱常数/J，�——为粒子间平衡常数/m。



此时两个珠子之间的总能量可以描述为：
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式中第一项为聚合物之间的弹性势能；第二项为聚合物内部珠子之间或与其他粒子之间

的 Lennard-Jones 势能，在 rc处截断。

本文采用如图 3 所示的“Z”字构型来描述聚合物分子的初始形态。

图 3 高分子链的“Z”字构型

2 高分子投入的 NaCl 溶液电渗流

为了探究高分子的投入对于电解质溶液电渗流的影响，如表 1 所示，首先确定不含

高分子的 Case 1 至 Case 4，壁面带上不同大小的负电量并在模型中填充正负离子以保证

体系内的电中性。Case 5 至 Case 8 对照选取 Case 1 至 Case 4 的参数，并在纳米通道中

投入单个具有 30 粒珠子由 FENE 势能组成的高分子，各模型参数如表 1 所示。

表 1 NaCl/高分子溶液电渗流模型参数

模型编号 Na+数量 Cl-数量 表面电荷密度/C m-2 珠子数 h
Case 1 20 10 -0.0393 0
Case 2 40 20 -0.0787 0
Case 3 80 40 -0.1573 0
Case 4 160 80 -0.3147 0
Case 5 20 10 -0.0393 30
Case 6 40 20 -0.0787 30
Case 7 80 40 -0.1573 30
Case 8 160 80 -0.3147 30

2.1 水分子密度分布

图 4（a）显示，在不同表面电荷密度下，溶液中的水分子密度分布均呈现阻尼振荡

的特征。位于通道中心的水分子的体态密度分布基本一致，均在 997 kg·m-3 左右。在靠

近壁面附近，水分子密度曲线的第一个波峰均出现在 0.25 nm 处附近，第一个波谷在 0.5
nm 附近，第二个波峰在 0.6 nm 附近，之后的波峰波谷均不再明显。同时，在距离通道

超过 1.0 nm 时，水分子的密度曲线在体态密度附近略微波动。这是由于壁面分子对水分

子具有强吸引作用，形成了位于水分子有效半径外不远处的致密层从而导致第一个波峰

的出现，随后的第一个波谷是由致密层对附近其余水分子的强排斥作用造成的。除此之



外，随着壁面电荷密度的上升，壁面附近的第一个波峰会略早的出现，且峰值高度逐渐

上升，这说明当壁面带负电时，水分子致密层会向壁面移动，这与 Celebi AT 等人的结

论一致[26]。

（a）NaCl 溶液电渗流水分子密度分布 （b）高分子溶液电渗流水分子密度分布

图 4 投入高分子前后不同表面电荷密度下溶液电渗流水分子密度曲线对比图

图 4（b）为在 Case 1 至 Case 4 中投入高分子后溶液内的水分子密度分布情况，对

比未投入高分子时的结果可知，各个 Case 的水分子密度曲线变化不大，基本与未投入

FENE 高分子时相同。这是因为投入的聚合物粒子数远小于水分子的粒子数，同时高分

子本身不带电对溶液中的静电作用影响很小，也就导致对溶液的水分子密度分布基本没

有影响。

2.2 离子密度分布

图 5 示出了加入高分子前后，各模型中离子的分布情况。从图中可以看出，当未投

加入 FENE 高分子的时候，在近壁面附近溶液中离子的分布无法用 Debye-Hückel 解进行

很好的描述。由于带电壁面静电吸引力和分子间作用力，在近壁面附近 Na+离子浓度分

布会产生第一个波峰。当壁面电荷密度较小时，由于静电作用力较小，在壁面附近水分

子致密层的排斥下，Na+离子浓度的第一个波峰会受到压制，甚至在 Case 1 中，会出现

第一个 Na+离子浓度波峰小于第二个 Na+离子浓度波峰的情况。随着表面电荷密度的上

升，负电壁面对 Na+离子有更强的静电吸引力，Na+离子浓度的第一个波峰明显高过第二

个波峰，且波峰高度均大幅上升。除此之外，随着表面电荷密度的上升，Na+离子的第

一个浓度峰值会逐渐向壁面靠近。



（a）Case 1 与 Case 5 离子浓度分布 （b）Case 2 与 Case 6 离子浓度分布

（c）Case 3 与 Case 7 离子浓度分布 （d）Case 4 与 Case 8 离子浓度分布

图 5 投入高分子前后不同表面电荷密度下溶液电渗流离子分布曲线对比图

而在 Case 1 至 Case 4 中加入高分子后对比可以发现，溶液中 Na+离子浓度和 Cl-离子

浓度的第一个波峰均有所下降，这个趋势在电荷密度最大时最为明显。但溶液内离子的

浓度分布分布趋势无显著变化。这是由于模拟中采用的 FENE 高分子模型自身不带电，

对溶液中离子分布的影响依赖于分子间作用力，对壁面富集的 Na+离子有一定吸引力，

从而略微减小了 Na+离子在壁面的聚集。综上所述，投入 FENE 高分子前后，溶液的离

子分布变化较小，均在壁面附近呈现阻尼振荡分布。

2.3 电渗流速度分布

图 6 显示了加入高分子前后，各模型中水分子的流动情况。可以看出，当表面电荷

密度为-0.0787 C·m-2 时，Case 2 和 Case 6 的流速最大；随着表面电荷密度的上升，流速

剖面先上升后下降，最后甚至出现了反向流动，这与 Storey 和 Bazant 在模拟中得到的结

论类似[27]。此外，Case 1 中的流速剖面呈抛物线状，流道中心速度变化趋缓；Case 3 中

的流速剖面呈柱塞状，流道中心区域流速变化不大；Case 4 中的流速剖面则呈“W”形，

流速先略微上升然后再下降，最后出现反向流动。这种流速剖面的变化由溶液中的离子

分布变化引起，而反向流动的出现还和溶液中的电荷倒置现象密切相关。从图 7 的净电

荷密度分布曲线可以看出，Case 1 的净电荷密度一直为正值，受到正向的静电力作用明

显，所以流道中心处速度仍呈上升趋势，流速剖面为抛物线形；但当表面电荷密度进一



步上升时，发生了电荷倒置，此时溶液中负净电荷密度会引起外电场的反向静电作用力，

溶液速度逐渐由抛物线形过渡到柱塞形最后由于越来越强的电荷倒置呈现类似Case 4中
的“W”形。

同时，从图 6 中还可以看出，相较于未加入高分子之前的电渗流，加入高分子后的

电渗流速度剖面随着壁面电荷大小的变化趋势没有变化，但是相比较于 Case 1 至 Case 4，
Case 5 至 Case 8 速度剖面从呈现出了一个从中心处下凹的趋势，而 Case 8 则呈现了上凸

的趋势。这是因为高分子与壁面粒子的非静电作用力较小，高分子此时处于流道中心处，

对中心处附近的电渗流有拖拽作用，抑制了中心处的电渗流。

图 8 显示了不同壁面电荷密度下的高分子溶液电渗流速度和高分子质心所处位置。

从图中可以看出，在不同的壁面电荷密度下，高分子均处于纳米通道中心；随着溶液的

流动，高分子在其余粒子的带动下产生流动，速度略低于溶液的中心流速。

（a）Case 1 与 Case 5 水分子流速剖面 （b）Case 2 与 Case 6 水分子流速剖面

（c）Case 3 与 Case 7 水分子流速剖面 （d）Case 4 与 Case 8 水分子流速剖面

图 6 投入高分子前后不同表面电荷密度下溶液流速剖面对比图



图 7 不同表面电荷密度下的 NaCl 溶液 图 8 不同表面电荷密度下高分子流速与

净电荷密度曲线 高分子质心所处位置

3 高分子溶液电渗流的影响因素

3.1 聚合度对高分子溶液电渗流的影响

由前一节的讨论可知，加入高分子会对电渗流中心起到较为明显的拖拽作用，从而

抑制电渗流中心处的流动。本节为了探究不同聚合度的高分子溶液对电渗流的影响，在

Case 3 的负电壁面条件下，维持表面电荷密度为-0.1573 C·m-2，投入具有不同单体数 h
的 FENE 高分子。图 9 分别为不同单体数下高分子溶液中水分子的流动速度剖面情况、

高分子的流速与质心所处位置。

（a）高分子溶液内水分子流速分布 （b）高分子流速和高分子质心所在位置

图 9 不同聚合度下高分子溶液流动情况

由图 9 可知，增加高分子的聚合度不会显著地改变高分子在电渗流溶液中的质心位

置，这是由于模型中高分子不带电，不受到静电力的作用。随着单体数的上升，高分子

对电渗流的中心拖拽作用变强，自身流动速度有一定程度的减弱。这是因为随着单体数

的上升，高分子各单体和溶液中其他粒子的相互作用变强，导致其对其他粒子的流动起

到抑制作用；同时随着高分子的质量变大，伴随着其余粒子流动时需要的动能变高，这

也进一步限制了中心处的溶液流动。

3.2 壁面作用对高分子溶液电渗流的影响

在加入 FENE 高分子后，由于高分子本身不带电，与两端壁面粒子间不存在静电力



作用，因此高分子在电渗流过程中基本处于流道中心。实际上，流道壁面可能会对高分

子有较强的吸附性，为了探究不同吸附强度下高分子溶液的电渗流情况，维持表面电荷

密度为-0.1573 C·m-2，其余参数与 Case 4 中一致，仅改变高分子和壁面粒子之间的势阱

常数�����进行模拟探究。

（a）高分子溶液内水分子流速分布 （b）高分子流速和高分子质心所在位置

图 10 不同壁面作用强度下高分子溶液流动情况

图 10 示出了不同势阱常数�����下高分子溶液中水分子的流速剖面、高分子的平均

流速与质心位置。从图中可以看出，当高分子和壁面粒子之间的势阱常数�����增加到原

来的 3 倍时，高分子质心位于 15.081 Å处，仍处于流道中心的位置，溶液的流动速度和

高分子的流速均略微下降。这是由于高分子所处位置距离壁面较远，受到的非静电作用

随着势阱常数的增大变化不明显。但是随着势阱常数�����进一步增加到原来的 5 倍时，

壁面对高分子产生了强烈的吸附作用，此时高分子的质心位于 3.813 Å处，已经偏离流道

中心，同时高分子流速下降为 1.47 m·s-1。此时，溶液流速分布的对称性破缺，与低壁面

作用强度相比，在距离其中一端壁面更远处产生流动，此时速度滑移面向溶液中心偏移。

4 结 论

本文应用分子动力学模拟研究了纳米通道内高分子+NaCl 溶液电渗流，得出以下主

要结论：

1）在受限纳米通道内，水分子、Na+离子和 Cl-离子浓度在壁面附近呈阻尼振荡形式

分布，且各粒子的波峰和波谷依次交替出现。随着壁面表面电荷密度的增加，电渗流的

流速剖面从抛物线型变化为柱塞状，最后发展成“W”形。

2）高分子本身不带电荷时，仅受到分子间作用力的影响，在加入高分子后溶液内

的水分子和离子分布情况以及流速剖面基本不变。

3）当壁面与高分子作用力较小时，高分子处于流道中心，通过范德华力为对其他

粒子产生拖拽效应，从而在流道中心对电渗流产生抑制作用；而当高分子和壁面作用增

强时，高分子会被吸附在壁面附近，造成速度滑移平面向通道中心偏移。

4）当高分子聚合度上升时，高分子与其他粒子间作用力增强，同时流动需要更多

的能量，导致高分子对电渗流的拖拽作用增强。
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摘要：近年来，在国家重视和相关政策的大力推动下，产能高、可持续、无污染的氢燃料电池汽车进入我

们的视野且备受青睐，但氢燃料电池汽车的停车场景安全性问题仍是关注焦点。本文使用数值模拟方法研

究了半封闭停车场内沿泄漏方向的停车间距对氢分布的影响及点火位置对氢气爆炸事故范围的影响。研究

发现：停车间距与可燃云团体积成正比，停车场底部位置发生爆炸时对人员活动及车辆停放高度处的影响

范围较停车场顶部位置发生爆炸时稍大。

关键词：氢泄漏；氢气爆炸；氢安全，数值模拟；半封闭停车场

0 前言
近年来随着世界人口规模不断膨胀、经济发展和工业化进程的不断推进，化石能源的消

耗持续增长。实现人类能源利用与地球碳循环体系“碳中和”是破解世界能源问题的有效途

径[1]。氢能作为一种能够快速可再生和零排放的替代燃料，常被称作 21 世纪的“终极能源”，

具有资源丰富，能源转换效率高，使用清洁等优点[2]。氢燃料电池车辆得益于此，优点众多，

如发动机燃烧效率高、运行平稳无噪声、运行零排放或低排放等[3]。氢燃料电池乘用车及配

套加氢站设施等迅猛发展，但由于氢气逃逸性、易燃、易爆的特质会使氢气泄漏进而引发爆

炸事故，造成极大的生命财产危害[4]。此外，高密度氢气爆炸会产生爆轰效应，造成大范围

破坏。因此，需要加强对氢气泄漏与爆炸的研究，减少或最大程度地避免事故的发生，确保

氢能在新世纪的安全合理应用。

迄今，研究人员开展了许多与氢燃料电池汽车氢泄漏相关的数值模拟研究，氢气在空间

内的泄漏扩散受多种因素的影响。胡中强[5]建立了城市客车氢瓶舱模型，对静止与匀速行驶

时的氢气泄漏扩散情况进行了数值模拟计算，得到了这两种工况下氢瓶舱内氢气可燃区域的

浓度分布情况，对于整车氢安全设计，具有非常重要的意义。Li 等[6]研究了横梁高度对四车

车库中分别在全封闭和自然通风条件下氢扩散和分布行为的影响。张静[7]等探究了泄漏速度

和通风速度对车库内燃料电池汽车氢气扩散的影响。Papanikolaou 等[8]分析了车库内氢气扩

散和通风口的相关性。Hou 等[9]基于长方体空间有限元模型模拟氢燃料电池公共汽车的氢气

泄漏过程，研究障碍物位置对无通风、自然通风和机械通风条件下氢气分散行为的影响。

Xie 等[10]研究了氢动力汽车加氢过程中的氢泄漏问题，分析了泄漏和稀释过程中可燃气体云

的形状、大小和分布。

此外，许多学者对氢泄漏后发生爆炸的事故展开了研究，张俊峰[11]等以换气站内部作

为研究对象，分析了低压储氢装置数目、放置位置、泄压板设置和环境风速等对冲击波、爆

炸强度及火焰传播行为的影响规律，并对爆炸后果进行定量评估。张淑兴等[12]研究了氢气

爆炸冲击波对储氢间墙体的冲击波超压，同时把墙体承受压力限值作为设计依据，设计了密

闭空间内多泄压孔的布置方案，得到了爆炸超压曲线和最佳泄压设计方案。赵明斌等[13]对

不同泄漏方向以及泄漏位置对地下停车场发生泄漏后可能造成的超温超压进行了分析。李静



媛等[14]研究了上海世博加氢站内障碍物区域的拥挤程度和环境风速对高压储氢气瓶发生泄

漏并引发爆炸事故的影响规律。Kim 等[15]以韩国商业运营的加氢站三位真实几何模型为原

型，对氢泄漏射流的扩散行为进行了数值模拟并探究了爆炸超压的分布特征、爆炸方向性。

姜楠等[16]以大型反应器为研究对象，对循环氢气管道泄漏后的爆炸事故进行了分析。商铭

恒[17]分析实际加氢站工程，得到了加氢站内初始浓度、泄压口面积、泄压口形状和环境温

度对氢气爆炸产生的最高超压和最高温度的影响。这些研究对确定事故影响范围以及提出合

理的改进措施提供了参考。

目前，有关于氢燃料电池车辆停放场景下的氢气泄漏的研究多集中于小型私人车库，在

半封闭大型停车场内的研究较少，且对于半封闭大型停车场内氢气泄漏后发生爆炸的研究更

为稀少。本文针对于半封闭停车场展开研究，考虑停车间距对氢泄漏后在空间内分布的影响

及不同的点火位置对氢气爆炸事故演化过程的影响。

1 数值计算模型
1.1 控制方程

当氢气压力高于 10-20 MPa 时，理想气体状态方程已不再适用。为了考虑高压气体对理

想气体的偏离，Abel-Noble 建立起形式简单的氢气状态方程，如式（1），该式精度较高，

受到广泛应用。Molkov 等人[18]基于 Abel-Noble 氢气状态方程以及质量和能量守衡方程推导

得出了如下高压氢气亚膨胀射流的质量流量计算方法。

气瓶容积 0v 可由以下公式计算得到：

0
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v g
 （1）

式中， 0p 为气瓶压力，Mpa；

0T 为气瓶内温度，K;

b 为剩余容量系数， 3107.69 b ；

gR 为氢气常数，  KkgJ/24.4124 gR 。

气瓶内氢气密度 0 可由下式计算得到：
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由质量守恒方程和能量守恒方程可进一步得到，真实泄漏口处氢气压力 1p 为:
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式中，为绝热指数，对于氢气一般取 ， 407.1 .

1 为真实泄漏口处氢气密度，kg/m3 ;

1T 为真实泄漏口处氢气温度，K;

1p 为真实泄漏口处氢气压力，Pa。

按照 Abel-Noble 氢气状态方程可得真实泄漏口处的氢气密度为:
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真实泄漏口处氢气速度 1u 为：
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因此，高压氢气亚膨胀射流泄漏的真实泄露口处的质量泄漏流量为:
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式中， 1d 为泄漏孔直径，m。

由 Birch1984 模型[19]假设经过虚喷管出口处时的气流压力和温度与环境大气的压力 p

和温度 T 相同，即   TTpp 22 , 。虚喷管出口处的气体流量与实际泄漏口处的流量相同。

可以得到虚喷管直径：

 udud  2
211

2
1 4

1
4
1

（9）

 udud  2
211

2
1 （10）











u
u

d
d


 11

2

1

2 （11）




u
udd


 11

12 （12）

式中，  为环境温度下氢气的密度：
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u 为环境温度下的当地声速：
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1.2 几何模型

本文模型以北京某商场大型地下停车场为参考进行简化，选用停车间距不同的两种模型，

如图 1(a)、(b)所示。考虑到氢气在停车场内发生泄漏扩散后危险程度可能较高的位置及氢气

发生泄漏对泄漏方向存在的车辆及相邻车辆的影响，设置如图 1(a)、(b)的停放位置。此外，

考虑到本文的主要研究内容是氢气由泄漏口发生泄漏后在停车场内部空间的扩散过程，不涉

及氢气在车辆内部管道及各种阀内的流动情况，因此不需要考虑车辆的复杂结构，将整个车

辆简化成一个长方体即可。这样的简化可以大大降低模拟的难度和计算的复杂性，从而提高

分析的效率和精度。该模型共设置 48 个停车位，四个进出口，在每两个对向进出口中间是

宽为 4m 的行车通道，进出口高度为 2.8m，停车场尺寸为长 34.4m，宽 31.2m，高 4.8m。

实际上，燃料电池车辆发生泄漏事故时，泄漏位置有很多种可能，其中较为常见的泄漏

位置是储氢罐附近的管道连接处及输氢管道沿路，因为这些部位承受着较大的压力和负荷，

且长期处于车辆底部，易受到环境的损害和影响。因此，本文将泄漏点设置在车辆底部，两

种情况均选择左下方车辆为发生泄漏的事故车辆，泄漏方向为+Y。表 1 为本文所设工况，

情况 3 和情况 4 选用情况 1 的物理模型进行氢气泄漏后的发生爆炸的研究。为后续方便监测

图 1(a)情况下发生爆炸事故后停车场内部压力的变化，沿泄漏方向设置 6 个监测点，其高度

与点火位置高度一致，如图 1(c)所示。

(a) (b)

(c)
图 1 几何模型：(a)情况 1 的停车场三维示意图(b)情况 2 的停车场三维示意图

(c)情况 1 的 X-Y 面俯视图及监测点示意图



表 1 工况设置

氢气泄漏发生在车辆底部位置，车库底部泄漏口附近氢气浓度较高，且由于地面 1m 处

是人员流动密集的高度，大量的人员流动会激起空气的扰动，从而使氢气和空气混合得更加

均匀，并且人员流动会增加人与人之间或者人与车辆之间接触的机会，此高度处更易因摩擦

产生静电。此外，氢气持续泄漏会导致氢气在车库顶部积聚，电线、灯具等电气设备常布置

在车库顶部位置，在这些地方会因电路老化，或设备操作时引起电火花。因此车库底部和车

库顶部是容易因氢气泄漏发生爆炸事故的位置。分别在这两个高度设置点火点，以比较点火

位置对爆炸特性是否有影响。同时，点火位置选在情况 1 中所有车辆的中心位置。

本文采用网格工具 CASD 进行网格划分，如图 2（a）所示，为了保证计算的精确度和

捕捉氢气泄漏产生的细节，因此对泄漏口附近区域进行局部加密，并顺滑过度到尺寸较大的

边界区域，减小了网格数目，并能够缩短计算所需时间。本文共选用网格总数分别为 748548、
1028224 和 1344512 的三套网格来开展网格独立性验证分析。在泄漏口附近设置监测点，各

套网格下监测点处氢气浓度变化曲线如图 2（b）所示。结果发现，三套网格模拟结果基本

一致，网格数的增加对计算结果没有显著影响，由此认为网格数量对模拟结果没有影响。因

此，为了节省计算时间及成本，我们选网格 2 进行后续分析。本文已与氢气爆炸的相关实验
[20]进行验证，计算误差保持在 20%以内，表明本文计算模型的可靠性。

（a） （b）

图 2 网格信息：（a）网格示意（b）网格无关性验证

本文模拟工作中设定环境温度为 300 K，环境为静风条件，假设泄漏孔的直径为 2.8 cm，

储罐压力为 35 MPa。使用虚喷管模型简化后，由式（12）计算可得泄漏口的等效直径为 20cm，

选用质量流量入口作为泄漏口边界条件，数值为 3.39kg/s，总模拟时长为定量持续泄漏 5s。
本文采用全三维计算流体力学软件进行模拟，对于泄漏过程的计算采用瞬态模拟，湍流模型

选用标准 k 模型，使用 SIMPLE 数值求解算法进行计算。

2 结果与讨论
2.1 停车间距对可燃域的影响

图 3 和图 4 展示了情况 1 和情况 2 两个视角下（侧视图和俯视图）的氢摩尔分数分布图，

对其进行综合分析，发现氢气射流受到沿泄漏方向的汽车的阻挡，使得氢气射流在撞击车辆

后产生分流，一部分氢气流经车底喷出，而另一部分氢气向车库顶部及车辆四周扩散。由图

3（a）、（b）、（c）和图 4（a）、（b）、（c）看出，向车库顶部流动的氢气在与空气密

情况 1 情况 2 情况 3 情况 4

泄漏位置 (15.8，15.1，0.9) (15.8，5.5，0.9) (15.8，15.1，0.9) (15.8，15.1，0.9)
点火时间 无 无 5s 5s
点火位置 无 无 (17，15.8，1) (17，15.8，4.2)



度差产生的浮力作用下不断上浮，到达车库顶部后由中心高浓度区域以放射状沿着顶部向外

扩散，并最终与流经车底部的氢气云团发生汇聚，随后继续在整个停车场内继续扩散。由图

3（d）、(e）、(f)和图 4（d）、（e）、（f）可以看出，沿 Y 方向，氢气呈现较强的聚集性，

向两侧扩散形成的氢气云团发生分散，未形成稳定又连续的气团，脱离后的气团逐渐向四周

壁面移动。这是由于左右两侧的车库进出口为氢气的扩散提供了流动出口，增强了气体扰动

性。整体上，氢气从泄漏口流出后，停车场内其余车辆对氢气扩散过程的阻碍作用相同，所

以情况 1 和情况 2 的氢气扩散路径基本一致。

受到车辆间距的影响，情况 1 和情况 2 的扩散也有所不同。比较图 3 和图 4（d）、（e）、
（f）可以看出，情况 1 中氢气在车辆间聚集程度高，车辆间氢气浓度较大，危险性较高，

情况 2 中氢气在车辆间聚集程度低，浓度小，仅对沿着泄漏方向的车辆影响较大，对垂直于

泄漏方向上（x 轴方向）的车辆几乎没有影响。比较图 3（a）、（b）、（c）和图 4（a）、

（b）、（c）发现，情况 1 中流经车底部的氢气浓度极高，而情况 2 中车辆底部的浓度有所

下降。因此情况 1 的停车场底部整体浓度更高，一旦点燃，爆炸强度将会更大，人员和车辆

的受损程度也会更大。

(a) (b) (c)

(d) (e) (f)

图 3 情况 1 的氢摩尔分数变化图：(a)Y-Z 面，X=15.8，1s；(b)Y-Z 面，X=15.8，3s；(c)Y-Z 面，X=15.8，5s；

(d)X-Y 面，Z=1m，1s；(e)X-Y 面，Z=1m，3s；(f)X-Y 面，Z=1m，5s

(a) (b) (c)

(d) (e) (f)

图 4 情况 2 的氢摩尔分数变化图：(a)Y-Z，X=15.8，1s；(b)Y-Z 面，X=15.8，3s；(c)Y-Z 面，X=15.8，5s；

(d)X-Y 面，Z=1m，1s；(e)X-Y 面，Z=1m，3s；(f)X-Y 面，Z=1m，5s



比较图 3（c）、（f）和图 4（c）、（f）可以看出，氢气泄漏 5s 后情况 1 的可燃域范

围更小。情况 1 的氢气从泄漏口喷出后随即受到车辆的阻碍，初始动能受损，形成滞止区，

氢气的扩散减缓。且由于情况 2 中车辆中间隔有一条行车道，Y 方向车辆间距较大，氢气泄

漏后不仅可以观察到较为完整的射流结构，还会使得气体更容易向四周扩散。因此，情况 2
的可燃域分布更广，发生爆炸的可能性更大。

当氢气浓度在 4%-75%之间时，遇到点火源会发生爆炸或燃烧，所以常取可燃极限作为

参考，来研究氢泄漏事故的危险性。图 5 为可燃云团体积，整个停车场的体积约为 4100m³，

情况 2 的可燃云团体积能够占到整个空间的 44%，比情况 1 多大约 15%。一旦空间内有火

源出现，发生爆炸的概率将会更大。

可以从图 5 中看出情况 1 的可燃云团体积明显小于情况 2，结合之间的分析，这是由于

近距离障碍物的阻挡导致初始动能严重受损，加之后续扩散过程中仍会受到其他障碍物的阻

挡，扩散路径较情况 2 更为复杂。

2.2 氢燃爆的事故演化

图 5 情况 1 和情况 2 的可燃云团体积曲线图

t=5.1s

(a) (b)



图 6 为情况 3 和情况 4 在高度为 1m 处的火焰发展对比图， 比较（a）、（b），情况 4
首先在车辆中间出现高温点，说明在天花板处发生爆炸时，爆炸传播地更快。当温度大于

1300k 时，我们可以将其视为可见火焰。随着可见火焰的传播，由于燃烧产物的膨胀，在火

焰四周产生了流动[21]，进一步促进的火焰范围的扩大。5.2 秒时，情况 3 车辆间隙及周围几

乎全部处在高温区，情况 4 的高温区面积稍小于情况 3，但两者都处于危险性极高的状态。

5.3s 时，爆炸发展到最强，情况 3 和情况 4 均出现多个高温区域，以火团的形式向进出口外

部方向延伸。5.4s 时高温区减少，出现在车辆中间和右侧，同时还可以观察到有火焰从出口

发展到停车场外部，且左侧火焰多余右侧。这是由泄漏点位于停车场中间偏左位置，泄漏产

生的氢气云团分布不均，左侧氢气略多余右侧所导致的。5.5s 时，外部火焰变得更多，内部

温度下降明显，但整个停车场内温度仍然较高，对人员和车辆的危害依然存在。因此，不论

点火位置处于天花板处还是底部区域，在氢气发生爆炸时，短时间内整个停车场内的温度都

t=5.2s

(c) (d)

t=5.3s

(e) (f)

t=5.4s

(g) (h)

t=5.5s

(i) (k)

图 6 情况 3 和情况在 1m 高度处的火焰发展示意图



处于较高状态，此时爆炸强度大，危险性高。

图 7 情况 3 和情况 4 在监测点 1-6 位置爆炸超压峰值的比较

图 7 所示为情况 3 和情况 4 在监测点 1-6 处的爆炸超压峰值的变化曲线。由于距离泄漏

口 3m 处的监测点 2 位置有障碍物存在，所以此处检测到的压力为 0。由图 7 可以看出，距

离泄漏口较远的位置具有较高的超压峰值。这是由于氢气团撞击墙壁后在短时间内与火焰接

触发生反应产生了冲击波，并进一步影响了周围的未发生燃烧反应的气体，使得冲击波进一

步增强。因此，产生了更强烈的湍流，使燃烧更加剧烈，导致更高的爆炸超压[22]。

3 结论
本文基于停车位置对停车场内的氢气扩散及点火位置对氢气意外爆炸过程产生的影响

进行了综合分析，具体结论如下：

(1) 氢气从泄漏口流出后，受到车辆的阻挡，氢气在整个停车场内部的扩散路径较为一

致，与停车间距几乎没有关联性。

(2) 停车间距会使得可燃云的分布出现差异。停车间距较小，会使初始动能受损严重，

不利于氢气的扩散，可燃云体积较小，并且氢气更易在车辆底部聚集。反之，停车间距较大

时，氢气以射流状态发展，氢气扩散较快，可燃云体积更大。

(3) 从可燃域方面考虑，车辆间距更大的情况下可燃云团体积在整个停车场内占比车辆

间距小的情况多约 15%，意味着发生爆炸的概率可能会更大；然而从氢气浓度方面考虑，

车辆间距小的情况下停车场底部的氢气浓度更高，一旦氢气被点燃，爆炸高温区更多，人员

和车辆的受损程度也会随之增高。

(4) 泄漏发生 5s 后，停车场底部位置发生爆炸对人员活动及车辆停放高度处的影响范

围较停车场顶部位置发生爆炸时稍大，爆炸超压峰值随着与泄漏口距离的增加而增加。

因此，在处理氢气泄漏事件时，要综合考虑多方面因素，采取适当的措施以最大程度地

减少事故风险和损失。
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摘要：为研究复合材料在高填充量时的导热性能的影响因素，本文构建了复合材料网状分布模型，探

讨了填料颗粒分布形式、填料和基地的种类和填料间接触面积对复合材料导热性能的影响。模拟结果

表明，网状分布模型比随机分布模型更符合实验值的变化趋势，误差更小；在较高填充量时，填料颗

粒的分布形式会显著影响复合材料的导热性能；复合材料的导热性能用基体和填料的导热率呈线性关

系；填料颗粒间形成接触能够显著增强复合材料的导热性能。

关键词：复合材料；导热性能；网格分布模型；有限元模拟

0 前言

随着科学的发展和进步，现代社会进入越来越智能化和数字化的时代，人们对于高

性能、高效率的追求推动着电子产品向着便携式、集成化和小型化发展[1]，电子产品工

作时大量热量在元件处积累，为保障电子元件的安全工作并延长其使用寿命，研究出高

导热性的绝缘复合材料成为当前需要解决的关键问题。填充型聚合物基导热绝缘复合材

料以高分子聚合物材料为基底填充高导热颗粒制备而成，具有较高导热性能和良好的电

绝缘性，在电子领域具有广阔的应用前景，得到了国内外学者广泛研究[2,3]。

复合材料的热导率受到聚合物和填料的热导率、相对含量、形态、分布形式以及界

面作用力等因素影响。由于影响复合材料导热性能的变量众多，所以依靠实验数据和理

论研究建立合适的导热模型，进行有限元模拟分析，能够节约大量的成本。田志红等[4]

建立了 AlN/EP 复合材料的随机分布导热模型，发现复合材料导热性能随着填料填充量

的增大而增强。童贞等[5]建立了面心立方和紧密堆积的均匀分布单胞模型，对比了两种

导热模型中，发现增加填料含量以及使填料之间相互接触是获得高导热性能复合材料的

有效途径。Yu 等[6]以交叉互联的空心管结构表示 3D-BN 网络，采用有限元仿真方法研

究了 BNNSs 三维连续网络的架构参数对复合材料导热性能的影响。Feng 等[7]通过有限

元分析，建立了表达填料随机分布和三维互连结构的两种模型，发现 3D 互联结构中的

传热效率比随机分布结构中的传热效率更高。Xu 等[8]对纯环氧树脂、随机分布的 BN（20
vol%）/EP 和 3D-BN（20 vol%）/EP 这 3 种高分子材料进行了模拟研究。结果表明三维

网络填料的导热系数增加时，复合材料的导热系数呈线性正增强，而随机分布填料复合

材料的导热系数变化很小。Pan 等[9]采用有限元分析分别模拟三种骨架的热传导过程以及



三者对应的 EP 基复合材料导热性能。

目前复合材料导热性能的有限元模拟常使用均匀分布的面心或体心立方结构模型、

颗粒随机分布模型或是针对特定体系建立的特殊结构模型。这三种常用模型中，特殊结

构模型适用性低，只符合特定实验制备的复合材料；均匀分布模型和随机分布模型中关

于颗粒分布形式的假设不仅限制了导热模型中填料颗粒的生成数量，而且模拟结果与实

际制备的复合材料导热性能仅在低填充量情况下较为符合，在高填充量时出现较大偏差。

所以针对填充型导热复合材料的有限元仿真还需要进行进一步地优化研究，建立颗粒分

布更加合理、更符合实际情况的导热模型。本文建立了一种填料颗粒网状分布的导热模

型，利用 Abaqus 有限元软件进行模拟，对颗粒空间分布方式、填料和聚合物导热率以

及填料间接触面积对复合材料等效导热率的影响进行了研究。

1 建立模型

1.1 导热模型

由于实际复合材料中存在大量的填充颗粒，对其整体进行仿真计算是十分艰难的，

因此常采用代表性体积元（RVE）法进行模拟。RVE 单元的体积相对于复合材料整体结

构足够小，可以被当作连续体处理；而相对于填充颗粒的大小又足够大，能够存在合适

数目的粒子以便表现出微观特征的非均质特性[10]。RVE 单元的热导率可认为是整体复合

材料的等效导热率，对这一类单元在负载下的热量传输进行仿真研究，能够得到代表复

合材料整体导热性能的模拟结果。本文模型假设填料颗粒为质地均匀的球状粒子，传热

方式仅考虑热传导，且忽略界面接触热阻的影响。

在实际情况中，当填料含量较高时，颗粒在复合材料内部紧密分布，往往会相邻接

触或堆积，彼此间的热传递更强，形成导热网链。此时，运用文献报导中常用的随机序

列吸附方法 RSA 方法不仅很难构建（＞40Vol%）高填充含量的导热模型，颗粒随机分

布、互不接触的分布形式也不能准确地描述复合材料的微观结构，从而使数值模拟值远

远偏离实验值。因此本文进一步建立了一种颗粒网状分布的导热模型，以期望改善随机

分布模型的这一缺陷。网状分布模型不同于随机分布随机填充颗粒，在建模时首先在立

方体单胞中以最密堆积方式预先填充球形颗粒，再采用 Matlab 的随机函数在单胞区域内

随机删除颗粒，直至填充量所需填充量。

颗粒随机分布模型和网状分布模型的示意图如图 1 和图 2 所示。

（a）随机分布模型 （b）网状分布模型

图 1 导热模型的 2D 示意图（10Vol%）

Fig.1 2D schematic of a thermal conductivity model(10Vol%)



（a）随机分布模型 （b）网状分布模型

图 2 导热模型的 3D 示意图（10Vol%）

Fig.2 3D schematic of a thermal conductivity model(10Vol%)

1.2 有限元数值模拟

宏观上复合材料可认为是将无数个 RVE 单元规律性组合，因此单个 RVE 的边界条

件可视为宏观复合材料的边界条件施加的周期边界，RVE 模型模拟得到的导热率即为整

体复合材料的等效导热率。图 3 为 RVE 立方体单元胞的边界条件示意图。箭头表示热流

传递的方向。

图 3 单位体积元传热简化模型

Fig.3 Simplified model of heat transfer per unit volume element

设立方体单胞的边长为 L，上表面和下表面温度分别取 20℃和 70℃。其余四个面为

绝热边界条件。由能量守恒定理和傅里叶定律可得到通过 RVE 的热流量�为：

q=λA
dT
dz

=λLΔT# 1

式中，�为等效导热率；�为 RVE 的边长；∆�为热传导方向上的温度差。



通过有限元模拟软件 Abaqus 仿真得到通过 RVE 导热模型的热流量 q，最终可知复

合材料的等效导热率λ为：

λ=
q

LΔT
2

2 模拟结果及分析

2.1 填料颗粒的分布形式对复合材料导热性能的影响

为了考察填料颗粒的空间分布形式对复合材料导热性能的影响[11]，用氧化镁和聚乙

烯制备了不同填充量下不同形貌的 MgO/PE 复合材料（氧化镁粒径为 15 μm）。实验用水

热反应法制备出一维棒状的氧化镁（R-MgO）、二维片状的氧化镁（F-MgO）、三维立方

状形貌的氧化镁（C-MgO）的前驱体，再经过煅烧后得到不同形貌的氧化镁。按照所需

配比将一定量的不同形貌的 MgO 和 PE 倒入无水乙醇中，磁力搅拌 30 min 使其混合均

匀，过滤后将混合物放入真空干燥箱中，在 90℃下干燥 2 h。最后将干燥后的混合粉末

放入热压模具中，用热压机热压成型，得到不同填料形貌的 PE/MgO 复合材料。利用随

机分布导热模型和网状分布导热模型，进行不同填充量下的导热仿真模拟，将模拟结果

与实验实测值进行对比分析，结果如图 4 所示。

图 4 两种导热模型模拟值与实验值的对比

Fig.4 Comparison of the simulated and experimental values of the two thermal conductivity models

从图 4 中可以看到，两种导热模型模拟的等效导热率以及实验实测值的导热性都呈

现在低填充量时随着填充量的提升而缓慢增长，在高填充量时快速增大的变化趋势。这

是由于当填充量达到一定值后，颗粒间的距离逐渐减小，颗粒更容易产生接触形成更强

烈的热传导作用，热量会随着这些热阻最小的网链路径传导，从而大幅提升整体的导热

率。其中，网状分布模型中的填料颗粒因为本身生成时就是以彼此接触的网链结构分布，

所以当填充量增大后，相较于随机分布模型能构成更多的高效导热通路，使复合材料的

导热率快速增长。通过两种导热模型的对比，能够发现填料颗粒的空间分布形式对复合



材料导热性能的影响至关重要，人为设计体系中颗粒的分布形式促使复合材料内部填料

颗粒形成导热通路是提高其导热性能的有效途径之一。

另外从图 4 中可以看到，在高填充量如 70 wt%时，随机分布模型模拟值与三类复合

材料实验值产生极大偏差，最小偏差 26.7%，最大偏差达到 38.9%，网状分布模型的偏

差最小仅有 9.6%，最大为 30.1%；并且以填充量的增加对复合材料导热性能的提升幅度

进行对比时，网状分布模型的偏差最大只有 20%，而随机分布模型的偏差始终在 56%以

上。由此验证了网状分布模型比传统的随机分布模型更适用于高填充量的复合材料导热

性能模拟预测，能够有效地预测填充体系导热率的变化趋势达到导热性能仿真预测的目

的。

2.2 基体种类对复合材料导热性能的影响

复合材料的导热性能受到诸多因素的影响，如填料粒径、填充量、形貌和分布形式

等，其中填料和基体本身的导热率是最重要的影响因素。对于复合材料的基体而言，虽

然大部分高分子聚合物的导热系数均很低（＜0.5 W/(m·K)），但不同聚合物的导热系数

间仍存在差异。为了研究基底导热系数对复合材料导热性能的影响，采用四种常用的聚

合物基体进行了导热模拟，分别是聚酰亚胺 PI（λ1=0.11 W/(m·K)）、环氧树脂 EP（λ2=0.2
W/(m·K)）、聚苯硫醚 PPS（λ3=0.3 W/(m·K)）和高密度聚乙烯 HDPE（λ4=0.41 W/(m·K)）。
由模拟得到的导热系数如图 5 所示。由图可看出在不同填充量下，复合材料导热率随基

体导热率增长的变化趋势基本都是一致的，呈线性增长。若基体导热率间相差数倍，相

对应的复合材料导热性能也会相差数倍。

图 5 复合材料导热率与基体导热率的关系

Fig.5 The relationship between the thermal conductivity of the composite material and the thermal

conductivity of the matrix

图 6 是不同基体下导热模型的同一截面热流分布，可以看到基体导热率高时整体的

热流密度也会随之显著提高。由此可知，等效导热率与基体导热率呈线性关系的主要原

因是热流在导热系数高的基体中传导效率比在导热性能差的基体中高，并且聚合物基体



构成了复合材料的主体框架结构，从而使不同基体间导热系数的成倍差异也会成倍的影

响相应复合材料间的导热性能。因此制备高导热复合材料时，需尽量选择本身导热系数

高的聚合物基体。

（a）0.2 W/(m·K) （b）0.41 W/(m·K)

图 6 不同基体导热率下的热流分布

Fig.6 Heat flow distribution under different substrate thermal conductivity

2.3 填料种类对复合材料导热性能的影响

不同于基体较小的导热率差异，复合材料中填料的导热系数差别可以达到很大，不

同填料间的导热系数差别可以达到数十、上百倍。为了研究填料导热率和复合材料等效

导热率之间的影响关系，保持基体导热率和填料填充量不变，对填充不同导热系数填料

的复合材料进行了模拟，模拟结果如图 7 所示。

由图 7 可看出，复合材料的导热系数随着填料导热率的增加而逐渐增加，并且这种

增长趋势是先快速增长后逐渐缓慢，最终趋于一定值。这表明填料导热率的增长并不能

持续提升复合材料的导热性能，单一依靠填料的高导热率来增强复合材料的导热性能是

存在上限的，这个增长关系中存在一个临界值，当超出临界值后继续选用更高导热系数

的填料对复合材料导热性能的增强效果已极弱。图 8 是不同填料导热率下的某截面热流

分布，可以看到随着填料导热率的提升，填料颗粒内部以及附近的热流也有所增大，但

是影响范围较小，基体中稀疏区域的热流变化小，即此时复合材料导热性能的提升主要

依靠填料带动周围热量传递的增强。因此在实际制备复合材料选用填料时，需综合考虑

高性能填料的高成本、所需要的填料填充量和对填料导热性能对复合材料导热性能的提

升效果进行选择，以实现最大的性价比。



图 7 复合材料导热率与填料导热率的关系

Fig.7 The relationship between the thermal conductivity of the composite material and the thermal

conductivity of the filler

（a）5 W/(m·K) （b）40 W/(m·K)

图 8 不同填料导热率下的热流分布

Fig.8 Heat flow distribution under different filler thermal conductivity

2.4 填料间接触面积对复合材料导热性能的影响

在实际制备的高分子导热复合材料中，随着填料颗粒含量的增加，颗粒彼此间往往

会产生点接触或面接触，但大部分的导热模拟研究中均忽略颗粒接触的影响，将其假设

为互不接触的分散颗粒，这一因素常导致高填充含量时模拟值变化趋势偏离实验值。为

了研究接触面积对复合材料导热率的影响，在网状分布模型建模过程中使填料颗粒互相

接触，引入接触面积变量进行模拟研究，得到复合材料导热性能与接触面积之间的关系，



模拟结果如图 9 所示。其中△A 为相邻球体接触面的面积，A 为球体颗粒的表面积，以

两者的比值△A/A 作为接触面积变量。由图可看出在相同填充量下，不同填充量的复合

材料的等效导热率随着接触面积的增长而快速增大。从图 10 的热流分布图中也可以看到

无接触的颗粒相邻区域附近的热流密度较小；而以面接触的颗粒接触区域附近的热流密

度极大。这表明等效热率随接触面积如此变化的主要原因是接触面积的增大使相邻颗粒

构成传热效率更高的导热链，从而使热量更快速地通过，提升了复合材料的导热率。填

充量越高，复合材料内部互相相邻的填料颗粒就越多，导热链也越多，接触面积的增大

对导热链传热效率的提升就越明显，从而使高填充的复合材料导热性能提升效果更好。

因此在实际制备复合材料时，从填料间的搭接方式方面进行改善也是提升其导热性能的

有效途径之一。

图 9 填料间接触面积对等效导热率的影响

Fig.9 Effect of contact area between fillers on equivalent thermal conductivity

（a）△A/A=0% （b）△A/A=1.5%

图 10 不同接触面积下的热流分布

Fig.10 Heat flow distribution at different contact areas



3 结 论

本文建立了一种新型的网状分布导热模型，将模型的模拟值和实验数据进行对比验

证，确定了导热模型的正确性。另外通过有限元数值模拟对填料颗粒的空间分布、填料

和基体的导热率以及填料间接触面积对复合材料导热性能的影响进行研究。结果表明：

①网状分布模型因为颗粒分布更接近于实际情况，其模拟结果相比于随机分布模型更为

准确。②复合材料导热性能随填充量的提高而提高，在高填充量时，导热性能增强幅度

更大。③复合材料的导热性能与基体的导热性能间呈线性关系，成倍提高基体的导热率

使相应复合材料的导热性也能得到成倍提升。④复合材料导热性能随填料导热率的提升

呈现出先快速增长后缓慢提升趋于定值的变化趋势，存在一个临界值。⑤填料颗粒间接

触面积越大，填料颗粒之间能够构建更高效的导热链，使复合材料导热性能得到更大的

提升。这些结果能为复合材料的制备提供导热性能预测以及为提升复合材料导热性能提

供一定的指导依据。
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摘要：印刷板式换热器(PCHE)作为一种高效紧凑的微通道换热器，在超临界二氧化碳(SCO2)布雷顿循

环中具有广阔应用前景。通过数值模拟分析了 SCO2在缠绕式 PCHE 中的热工水力性能，结果表明：缠

绕式排布流道连通处将转折流动变为垂直方向上的过渡，改善了流动性能。表面传热系数以及压降均

随着转折角的增加而增加，随着周期流程的减小而增加。相比于非缠绕式流道，缠绕式流道受到的几

何结构的影响更大。转折角越大且周期流程越短时，性能提升效果越明显。

关键词：超临界二氧化碳；印刷电路板式换热器；预冷器；数值模拟；流动；传热

0 前言

近年来，由于日益增长的能源需求和全球变暖问题，电力转换系统的效率变得越来

越重要。超临界二氧化碳(SCO2)布雷顿循环因结合了蒸汽朗肯循环和传统布雷顿循环的

优点而受到广泛关注[1]。其优势不仅在于循环效率的提高，而且设备更加紧凑，功率密

度更高，可与煤炭、生物质、太阳能、核能等不同动力系统配套使用。SCO2布雷顿循环

中的换热器是最大的组成部分，对系统效率和紧凑性影响很大，且循环的温度和压力很

高，对换热器提出了更高的要求。HEATRIC 公司首次制造的印刷电路板式换热器具有传

热能力高、质量和尺寸小、易于制造、适应极端条件等优点[2]，已成为 SCO2布雷顿循环

中最具应用前景的换热器。

PCHE 采用“化学刻蚀”在传热板表面加工多个水力直径为 0.5~2 mm 的流道，利用

“真空扩散”焊接，形成冷热传热板交替布置的换热芯体[3]。已有学者对 PCHE 多种通

道进行了大量研究，包括直线形、Z 形、翼形、S 形等。其中，直线形和 Z 形通道由于

综合性能较好，制造难度较低，在 PCHE 中最为常用[4]。Lee 等[5]对半圆形、矩形、梯形

和圆形截面的 Z 形 PCHE 进行了有效性值、摩擦因子和换热表面积等性能的对比研究。

结果表明，矩形通道的热性能最好，但水力性能最差，圆形通道的热性能最差。Ma 等[6]

研究了以氦为工作流体的 Z 形通道 PCHE 在 900℃的超高温堆中的热工水力性能。发现

传热和压降随着转折角的增大而增大，其所提出的改善传热方法取决于操作条件。Yoon
等[7]研究了不同形状通道下 PCHE 的流动和换热性能。结果表明，在湍流条件下运行的

钠冷快堆中间换热器中，直线形 PCHE 表现出较好的热工水力性能。Meshram 等[8]分析

了 SCO2布雷顿循环中的 PCHE 回热器，研究并比较了直线形和 Z 形通道的性能。发现



在 Z 形通道中使用较大的转折角和较小的节距可以获得更好的热力性能。Baik 等[9]数值

研究了正弦通道 PCHE 的传热性能以及振幅和周期的影响。结果表明，由于正弦通道

PCHE 的传热面积增加，因而具有更好的传热性能。徐哲等[10]数值分析了 CO2在 PCHE
中跨临界流动的热阻分布，指出 CO2对流传热热阻占比最大，H2O 对流传热热阻最小。

目前相关研究主要集中在 PCHE 应用于回热器时的性能，对于预冷器的研究较少，

预冷器中 SCO2 被冷却至接近临界点状态，热物性的剧烈变化使其流动换热行为变得更

加复杂[11]。多数文献仅针对传统 PCHE 结构进行分析，有关强化传热结构的研究有待进

一步补充。因此，本文采用数值计算的方法，旨在分析转折角和周期流程对缠绕式 PCHE
的影响，总结流动传热性能随入口温度的变化规律。本文研究可为 SCO2冷却的理论研

究和 PCHE 典型工程应用提供参考和借鉴。

1 数值模拟方法

1.1 物理模型

图 1 为物理模型示意图。在上下板之间引入一块过渡板，通过其上过渡孔的连通作

用可使一种流体周期性地在上下板流道中流动，改变传统 Z 形流道中两种流体平行流动

模式，实现两种流体在三维空间中的缠绕式流动。冷侧流入 20℃的冷却水，流量恒为

1.75g/s。热侧流入 100℃的 SCO2。边界条件采用质量流量入口、压力出口，上下、左右

表面各设置一对周期性边界条件。

图 1 缠绕式印刷板式换热器流道

1.2 数学模型

采用软件 Fluent 求解三维数值模型。因 SCO2物性变化剧烈，调用 Fluent 内置的 NIST

Real Gas Model，使用 REFOROP 数据库的动态物性数据。SCO2 流动换热过程的质量、

动量和能量守恒方程如下。

(1)

(2)

(3)
式中，u 为流体速度，ρ为流体密度，p 为压力，g 为重力加速度，μ为分子粘度，μt为湍



流粘度，keff为有效热导率。

文献[12]针对超临界流体的流动与传热比较了多种湍流模型的求解结果，发现 SST

k-ω模型的模拟结果与实验数据误差较小，因此选用 SST k-ω模型。采用 SIMPLEC 算法

求解压力速度耦合方程，控制方程采用二阶迎风格式离散。

1.3 网格无关性验证

计算域采用多面体网格划分，壁面处划分 10 层边界层网格，第一层网格高度为 0.01

mm。对 5 组不同密度的网格进行无关性验证，比较结果见图 2。综合考虑计算资源及准

确度，最终采用的网格密度为 8040000。

图 2 网格无关性验证

1.4 模型精度验证

为验证所用模型的精度，根据 Chu[13]等人的 SCO2 在直线形 PCHE 内湍流换热实验

进行模型验证，将模拟数据与实验数据进行对比，结果如图 3 所示。从图中可以看出，

数值模拟可以很好地描述实验中不同雷诺数下的努塞尔数，最大相对误差为 8.66%，误

差对比结果表明，所采用的湍流模型是可靠的。

图 3 模拟结果与实验值的对比

2 缠绕式流道结构对流动传热性能的影响

2.1 转折角对流动传热性能的影响

图 4 展示出了转折角对缠绕式流道传热性能的影响。由图 4（a）可知，缠绕式 PCHE
表面传热系数沿程以由快到慢的速率增长，从入口沿流动方向最大可提升 4.7 倍左右。



表面传热系数随着转折角的增大而增大，因为较大的转折角使流体转弯的幅度越大，边

界层被破坏的程度越大，流体混合程度越剧烈。在流道前端各转折角之间的差距较小，

随着不断接近拟临界点，差距逐渐变大，表面传热系数峰值位置有所不同，60°情况温度

下降较快最先达到峰值，说明缠绕式结构增大了小转折角的温差。60°时的整体表面传热

系数较 40°和 50°分别增长了 24%、10%，非缠绕式结构各角度间表面传热系数的差异比

缠绕式更明显，缠绕式与非缠绕式局部表面传热系数在入口处差别较小，在拟临界点附

近差距较大，缠绕式提升了表面传热系数的沿程增长倍数，非缠绕式结构表面传热系数

峰值比缠绕式结构降低了 10%左右。

由图 4（b）可知，转折角越小，缠绕式流道的表面传热系数相比于非缠绕式增长的

越多，因为较小转折角传热强化作用相对较低，缠绕式布置对其传热性能的改善效果越

明显。转折角为 40°、50°、60°时带来的表面传热系数增长率分别为 19.9%、15.5%、11.2%。

60°时表面传热系数增长率沿程变化较小，而 40°和 50°时变化较大，且在拟临界点处出

现增长率的最大值，随后迅速下降，入口处各转折角下的增长率相近，差距主要体现在

拟临界点处。

(a) 缠绕式 PCHE 与非缠绕式 PCHE 的表面传热系数

(b) 缠绕式 PCHE 传热性能提升效果

图 4 转折角对缠绕式流道传热性能的影响

图 5 为转折角对缠绕式流道流动性能的影响。由图 5（a）、（b）可知，流道入口处

的压降高于其他位置，之后急剧下降，沿程基本呈线性下降的趋势，随着转折角的增加，



压降逐渐增加，因为转折角越大，转弯处的流动分离现象越显著，漩涡的面积越大，受

到的扰动越大，且前端各转折角间的差距比后端大。缠绕式流道转折角为 60°时的压降

比 40°和 50°分别提高了 1.2 倍、0.4 倍。同一角度下缠绕式流道的温度梯度更大，物性

变化更快，压降下降速率更大，缠绕式流道压降受转折角的影响比非缠绕式大，两种结

构之间的差距在拟临界点附近更小。冷侧压降也与转折角成正比，由于冷却水的物性的

变化很小，所以沿程的压降值基本不变。转折角为 60°时缠绕式流道的压降分别比 40°、
50°提高了 0.83 倍、0.32 倍，故转折角对热侧压降的影响较大。

由图 5（c）、（d）可知，转折角较大时，缠绕式结构的采用使 CO2压降增长得较少，

因为较大转折角流道的压降本已很大，缠绕式结构带来的压降增长相对并不突出，小转

折角时的增长倍数相近。转折角为 40°、50°、60°时压降分别比非缠绕式结构增长了 1.11
倍、1.06 倍、0.94 倍。在入口和出口处压降增长倍数最低，沿流动方向呈现小幅度下降

的趋势，故对于缠绕式流道可重点改善 CO2上游的流动性能以减小压降的增加。缠绕式

结构带来的冷侧压降增长低于热侧，转折角越小，冷侧压降增长倍数越大，且在下游的

增长倍数高于上游，转折角为 40°、50°、60°时，压降分别增长了 0.54 倍、0.53 倍、0.46
倍。

(a) 缠绕式 PCHE 与非缠绕式 PCHE 的热侧压降

(b) 缠绕式 PCHE 与非缠绕式 PCHE 的冷侧压降



(c) 缠绕式 PCHE 热侧压降增长倍数

(d) 缠绕式 PCHE 冷侧压降增长倍数

图 5 转折角对缠绕式流道流动性能的影响

2.2 周期流程对流动传热性能的影响

图 6 为周期流程对缠绕式流道传热性能的影响。由图 6（a）可知，表面传热系数随

着周期流程的缩短而增加，且增幅也在变大，因为在相同的流动距离下，周期流程越短

意味着流体流动方向转换次数越多，具有更高的粘性耗散，且相邻转折角之间的稳定距

离也较短，使得流体的湍动程度更高，高的粘性耗散虽会使传热恶化，但相比于较高紊

乱度及湍流动能的强化传热作用而言并不显著，因而仍表现为短周期流程对应较大的表

面传热系数。在不同入口温度下，周期流程对表面传热系数的影响程度相同。随着入口

温度的降低，两种排布方式的表面传热系数呈现线性增长趋势，因为热流体与冷壁面之

间的温差变小，并未使热流密度有明显的降低，说明冷却水具有良好的冷却性能，不同

周期流程下表面传热系数随温度的变化速率相近。缠绕式受周期流程的影响较大，两种

布置形式受入口温度的影响几乎相同。

由图 6（b）可知，周期流程越短，缠绕式排布的冷热流道越靠近中心线，减小了热

阻，有利于换热，表面传热系数增长率越高。CO2入口温度越高，缠绕式排布流场扰动

程度进一步提高，表面传热系数增长率近似线性地小幅度提升，故缠绕式排布方式更适

合于高入口温度工况。



(a) 缠绕式 PCHE 与非缠绕式 PCHE 的表面传热系数

(b) 缠绕式 PCHE 表面传热系数增长率

图 6 周期流程对缠绕式流道传热性能的影响

图 7 为周期流程对缠绕式流道流动性能的影响。由图 7（a）可知，随着周期流程的

缩短，由于每个转角都会产生流动分离，在不断累积过程中，流动分离程度更加剧烈，

流体湍流动能提高，加速了边界层与主流间的动量交换和热量交换，虽具有传热强化效

果，同时也带来更多的阻力损失，导致缠绕排布的两侧压降增高，且增长幅度相近，而

非缠绕排布压降随周期流程增幅变大，10.4mm 时的 CO2 压降分别比 13.8mm、17.2mm
约增长了 16%、36%。随着入口温度的增加，流体密度降低，导致流速升高，流动分离

现象越显著，CO2压降线性增大，H2O 压降受入口温度的影响极小。非缠绕排布的压降

受周期流程及入口温度的影响均不如缠绕排布明显。

由图 7（b）可知，当周期流程为 10.4mm 时，两侧压降增长率最低，而当周期流程

为 13.8mm 时，两侧压降增长率最高，流动性能恶化得最严重。缠绕排布对应一个使压

降增长最多的周期流程，应尽量予以避免。CO2 压降增长率随入口温度的变化趋势在不

同周期流程下有所不同，H2O 压降增长率随入口温度的增大而增大。



(a) 缠绕式 PCHE 与非缠绕式 PCHE 的两侧压降

(b) 缠绕式 PCHE 两侧压降增长率

图 7 周期流程对缠绕式流道流动性能的影响

3 结 论

本文研究了一种缠绕排布 PCHE 的流动与传热性能，计算模拟研究了不同转折角和

周期流程结构的影响。结果表明：

(1) 通过将冷、热流体设置为缠绕式排布，流道连通处将转折流动变为垂直方向上

的过渡，整合了转折区域流体的流动，减小了流体的惯性力，改善了流动性能。

(2) 表面传热系数以及压降均随着转折角的增加而增加，随着周期流程的减小而增

加，相比于非缠绕式流道，缠绕式流道受到的几何结构的影响更大。

(3) 转折角越小，缠绕式流道的表面传热系数以及压降相比于非缠绕式增长的越多。

周期流程越短，表面传热系数增长率越高。
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摘要：为了最大限度地提高 108 cm2质子交换膜燃料电池（polymer electrolyte membrane fuel cell，PEMFC）

的功率性能，本文提出了一种新改进的平行流场结构（modified parallel flow field configuration，MPFFC）。

对新 MPFFC 的进出口位置布置、支流道数量等各种结构参数进行了优化。与传统的平行（conventional

parallel，CP）FFC 相比，最优新的 MPFFC 的最大功率密度、反应物均匀性和电流密度分布分别增加

了 3.2%、5.6%和 21.3%。基于熵权法，最优新 MPFFC 将 PEMFC 整体性能的综合评价指标从 0.0184

提高到 0.2337。

关键词：质子交换膜燃料电池；修改后的平行流场配置；质量分布的均匀性；熵权法；电池性能

0 前言

PEMFC 具有低污染、低工作温度、高功率密度、高能量转换效率等优点，具有广

阔的发展前景。流场板是燃料电池的重要组成部分之一，它具有传热、收集和输送电流、

输送和阻碍燃料和氧化剂等关键功能。良好的流场配置（flow field configuration，FFC）

设计有利于反应物的扩散，及时消除生成的水，以及燃料电池内局部反应物分布和电流

密度的均匀性[1,2]。

PEMFC 有三种常见的应用 FFC，即平行、蛇形和插指 FFC。在已发表的工作中，

已经开发和研究了大量改进的 FFC 来解决上述问题。例如，通过修改截面形状，优化长

度、宽度、深度和长径比，添加挡板，并添加辅助流流道，可以改善流道下游和平行 FFC

的肋下注水和缺氧的严重问题。在蛇形和插指的 FFC 内运输的反应物以对流效应为主，

产生了较大的压降，增加了 PEMFC 系统的功耗。因此，通过修改蛇形和插指流场中流



场的几何参数及添加挡板来解决蛇形和插指 FFC 的高功耗问题。除了改进传统的流场外，

许多学者还在不断开发新的流场，如三维流场、叶状、肺状、鱼骨状等。

以上研究大多集中在单流道燃料电池或活动面积小于 25 cm2的小型燃料电池的FFC

设计上，但商业 PEMFC 的活动面积一般在 100cm2~300cm2 之间。大规模燃料电池内的

温度、反应物浓度、压力和电流密度的分布可能与小规模燃料电池内的这些分布不同。

目前对大规模 PEMFC 的 FFC 的优化设计进行了一些研究。例如，张等人[3]和苗等人[4]

模拟大面积 PEMFC（109.93 cm2）的三维多相模型，并报道“点矩阵”的设计在气体分配

区域有利于局部电流密度的均匀分布，从而提高电池性能，Lim 等人[5]开发了一种改进

的多级、可变流道宽度的平行 FFC；数值结果表明，这种 FFC 设计可以实现相对均匀的

流量和压降分布，从而提高电池性能。最近，一些研究人员开始优化大规模 PEMFC 的

FFC 设计，并在他们的工作中提供了一些有价值的指导方针。为了进一步提高大规模 FFC

的性能，本文也通过对双进出口的流量分布区域进行进一步优化，提出了一种改进的平

行流场配置（modified parallel flow field configuration MPFFC）。本研究采用三维多相物

理模型优化了 108 cm2 的 PEMFC 的各种结构参数，如进出口位置的布置、分支流道的数

量等。此外，采用均匀性参数和熵权法评估了不同 MPFFC 下 PEMFC 局部电化学和热

物理量分布的均匀性和整体电池性能。

1 模型描述

1.1 计算域和模型假设

图 1 为本文中研究的 PEMFC 示意图，其活性面积为 108 cm2，包括阴极和阳极板

（plates，BPs）、流道（channels，CHs）、气体扩散层（gas diffusion layers，GDLs）、催

化剂层（catalyst layers，CLs）和质子交换膜（membrane，MEM）。PEMFC 长 18 cm，

宽 6 cm，高 3.49 mm。FFC 设计有三个区域：气体分配区、流段区和出口区。气体分配

区和出口区设计为不同排列位置的单进出口区或双进出口区，以实现反应物在 PEMFC

内的均匀分布。流段区有 30 个流道，各流道横截面面积为方形，边长为 1 mm。GDLs、



CLs 和 MEM 的厚度分别为 0.2 mm、0.02 mm 和 0.05 mm。根据结构化网格划分法，统

计的网格总数为 7,297,962 个。本文建立的三维多相物理 PEMFC 模型是假设 PEMFC 处

于稳定状态，多孔电极呈各向同性，气体混合物是不可压缩的理想气体，流道中有层流。

图 1 本研究中大面积 PEMFC的MPFFC示意图（Fig. 1. Schematic diagram of an MPFFC for a large-scale

PEMFC in this study.）

1.2 模型中的控制方程式

对燃料电池内的热、质量等传输特性的完整描述包括八个守恒方程。即能量、质量、

动量、物种扩散、液态水和溶解水输运、质子和电子输运的守恒方程如下。

在 PEMFC 的所有区域求解能量守恒方程：
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质量和动量守恒方程在 CHs、GDLs 和 CLs 中讨论了质量和动量守恒方程：
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在 CHs、GDLs 和 CLs 中求解了物种扩散守恒方程：
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其中 � 的位置表示氢、氧、水蒸气和氮气。

用 CHs、GDLs 和 CLs 解析了液态水输运方程：
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溶解性水守恒方程采用 CLs 和 MEM 两种方程：
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质子输运守恒在 CLs 和 MEM 中得到了解决：

 eff
mem mem mem 0S     (7)

在 BPs、GDLs 和 CLs 中讨论了电子传递守恒：

 eff
e e e 0S     (8)

关于参数和源项的详细信息可以在[6]的其他地方找到。

1.3 边界条件

在模拟中，假设 PEMFC 在 343K 和 1.0 atm 下运行。本研究采用 Ansys 19.2 来解决

该问题，并通过设置适当的变量来保证其收敛性。所有的结果都收敛于 10-3 以下。同时，

监测氧摩尔浓度、液态水饱和度和电流密度，以进一步验证结果。从图 2 中可以看出，

在入口气体不同的化学计量条件下，数值极化曲线与实验极化曲线拟合良好。此外，测

试了网格数的独立性，网格数增加或减少 30%的数值极化曲线几乎没有差异（小于 1%）。

因此，我们可以推断，这里建立的 PEMFC 模型可以可靠地预测 PEMFC 的性能。



图 2 不同化学计量[7]下模拟极化曲线与实验曲线的比较（Fig. 2. Comparison between simulated

polarization curves and experimental curves under different stoichiometries [7].）

2 结果与讨论

2.1 进出口数量和布置的影响

本节评估了气体分配区域内进出口的数量和布置对电化学和热物理量分布以及输

出功率性能的影响。为了研究进料反应物流动方向的影响，本文研究了与流道长度方向

一致的流动方向。请注意，本节中每个主流道对应的分支流道数固定为 5 个。MPFFC

中入口和出口的数量和布置的所有设计都列在表 1 中。不同阴极 FFC 进出口数量和排列

的 PEMFCs 的极化和功率密度曲线如图 3 (a)所示，一般来说，供给反应物的流动方向垂

直于流道长度方向（case 1 到 case 4）的 FFC 的输出功率密度高于与流道长度方向（base）

一致的输出功率密度，尤其是在高电流密度下。双进出口（case 4）的 FFC 比单进出口

（case 1）、双进口和单出口（case 2）、单进口双出口（case 3）产生更高的输出功率。其

主要原因是不同的 MPFFCs 导致了反应物在气体分配区域分布性能的变化，从而导致了

不同的电化学和热物理量的分布。在本研究中，我们引入了物理量的相对标准偏差来描

述它们在 PEMFCs 内分布的均匀性，如图 3 (b)所示，请注意，较低的相对标准差反映了

较高的均匀分布。氧摩尔浓度、液态水饱和度、电流密度和温度的相对标准偏差是本节

中所有 FFC 设计中最低的，这表明 case 4 显示了上述物理量的更均匀分布。

表 1 不同进出口数量和布置的 FFCs 的设计（Table 1. Designs of FFCs with different numbers and

arrangements of inlets and outlets.）

案例编号 进料和排出反应物的流动方向 进/出口数量 各主流道对应的分



支流道数

Base 与流道长度方向一致 1/1 5
Case 1 垂直于流道长度方向 1/1 5
Case 2 垂直于流道长度方向 2/1 5
Case 3 垂直于流道长度方向 1/2 5
Case 4 垂直于流道长度方向 2/2 5

图 3 不同进出口数量和布置的 CPFFC 和 MPFFC 的 PEMFCs 的(a)功率密度和极化(b)物理量的相对标

准差的曲线（Fig. 3. (a) Power density and polarization curves and (b) relative standard deviations of physical

parameters for PEMFCs with CPFFC and MPFFC with different numbers and arrangements of inlets and

outlets.）

通过研究上述物理量的分布，进一步解释输出功率性能，图 4 显示了采用 CPFFC

和不同 MPFFC 设计的 PEMFC 在 CCL 中间平面的氧质量分数和液态水饱和度曲线。进

料反应物的流动方向与流道长度方向一致（base）在 FFC 顶部的第一个分支流道有明显

的大量集中的氧质量分数区域。这是由于如图 4 (a)所示的局部压阻较低，从而产生了相

应的高电流密度区域，而第二分支和下游流道存在饥饿氧质量分数区域，如图 4 (a)所示，

从而导致相应高的液态水饱和度区域，如图 4 (b)和(c)所示。然而，流动方向垂直于流道

长度方向的 FFC（从 case 1 到 case 4）在 PEMFC 内的氧质量分布更加均匀，此外，我们

可以清楚地观察到，上述物理量的不良分布和流道下游的“水淹”已大大改善。这可以

归因于 case 4 中 FFC 的气体分配区域的反应物分布。



Case 1

Case 2

Case 3

Base

Case 4

(a)

Case 1

Case 2

Case 3

Case 4
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(b)

图 4 不同进出口数量及布置新型改进平行流场结构下 PEMFCs 0.4 V 发电时扩散层内(a)氧气质量分

数和(b)液态水饱和度分布云图（Fig. 4. Profiles of the (a) oxygen mass fraction, (b) water saturation within

the cathode CL at 0.4 V for PEMFCs with CPFFC and MPFFCs with different numbers and arrangements of

inlets and outlets.）

2.2 各主流道对应的分支流道数的影响

本节研究了每个主流道对应的分支流道数对反应物分布和电池整体性能的影响。分

支流道的数量固定在 2、3、5、7，分别对应于 case 5、case 6、case 4 和 case 7，如表 2

所示。一般来说，每个主流道对应的分支流道越多，最初略有受益，之后又降低了输出

功率性能。我们可以发现，分支流道数为 3（case 6）的 MPFFC 输出功率性能相对较高，

而分支流道数为 2（case 5）和 7（case 7）的 MPFFC 输出功率性能较低，如图 5 (a)所示，

这可以归因于不同 MPFFC 设计的 PEMFC 内的物理量分布。从图 5 (b)可以看出，case 4

的氧摩尔浓度、液态水饱和度、电流密度和温度的相对标准差最低。毫无疑问，case 6

在本节中获得了最高的整体功率性能。

表 2 各主流道具有不同分支流道数量的 FFC 的设计（Table 2. Designs of FFCs with different numbers of

branching channels for each main channel.）

案例编号 进料和排出反应物的流动方向 进/出口数量
各主流道对应的分

支流道数

Base 与流道长度方向一致 1/1 5
Case 1 垂直于流道长度方向 1/1 5



Case 5 垂直于流道长度方向 2/2 2
Case 6 垂直于流道长度方向 2/2 3
Case 4 垂直于流道长度方向 2/2 5
Case 7 垂直于流道长度方向 2/2 7

图 5 具有不同分支流道数的 CPFFC 和 MPFFCs 的 PEMFC 的(a)功率密度和极化(b)不同物理量的相对标

准差的曲线（Fig. 5. (a) Power density and polarization curves and (b) relative standard deviations of different

physical parameters of PEMFCs with CPFFCs and MPFFCs with different numbers of branching channels.）

Base

Case 4

Case 5

Case 7

Case 6

Case 1

(a)

Case 5

Case 6

Case 7

Case 4

Base

Case 1

(b)

图 6 0.4V 下不同分支流道数量的 CPFFC 和 MPFFC 的(a)氧质量分数、(b)液态水饱和度的云图（Fig. 6.

Profiles of the (a) oxygen mass fraction, (b) water saturation within the cathode CL at 0.4 V for CPFFC and

MPFFCs with different numbers of branching channels.）

在 0.4V 下，对于具有 CPFFC 和对应于每个主流道的不同数量的分支流道的 MPFFC

的 PEMFC，在 CCL 的中间平面中的氧质量分数和水饱和度的分布如图 6 所示。显然，



与 2 个分流道(case 5)与 3 个分流道（case 6）及五个分支流道（case 4）相比，增加分支

流道的数量最初改善了流道下游 CCL 内的氧扩散、水去除。然而，分支流道数量的进一

步增加不利于氧扩散和除水能力的增强，如图 6 的 case 7 所示。总的来说，虽然改变每

个主流道对应的分支流道数量对输出功率性能只有轻微的影响，但对 PEMFC 内的物理

量分布有很大的影响。基于以上讨论，采用 3 的分支流道数（case 6）可使氧摩尔浓度、

电流密度和温度均匀分布提高 5.6%、21.3%和 9.4%。

不同 FFC 的 PEMFC 整体性能受到上述几个因素的影响，因此，引入数理统计中的

熵权法来分配每个因素的权重系数，以确定每个指标的相对重要性，随后，计算一个综

合评价指标，以评估各种 FFC 的 PEMFC 整体性能。采用 CCL 内氧摩尔浓度、电流密

度和温度的分布均匀性、阴极入口压降和 CL 内水饱和度的平均值以及 0.4 V 时的功率密

度作为评价指标。表 3 给出了带有 CPFFC 和不同 MPFFCs 的 PEMFC 综合性能指标值，

而 case 6 的MPFFC 获得的综合评价指标值在所有其他 FFC设计中最高，与CPFFC相比，

从 0.0184 增加到 0.2337。请注意，综合评价指标值越高，意味着综合性能越好。因此，

本研究认为是 case 6 的最优 MPFFC 设计。

表 3 各评价指标和综合评价指标的权重系数（Table 3. Weight coefficient of each evaluation index and

comprehensive evaluation index.）

评价指标 权重系数 流道结构 综合评价指标

功率密度 0.1453 Base 0.0184

氧摩尔浓度均匀性 0.2187 Case 1 0.1167

电流密度均匀性 0.1865 Case 5 0.1975

温度均匀性 0.1940 Case 6 0.2337

液态水饱和度平均值 0.1274 Case 4 0.2032

压降平均值 0.1281 Case 7 0.1190

3 结 论

本研究提出了一个新的 MPFFC，通过实现三维多相物理 PEMFC 模型，对进出口位



置的布置、分支流道的数量进行了数值优化，以提高 PEMFC 的整体性能。结论如下：

1. MPFFCs 的流动方向垂直于流道长度方向并采用双入口和双出口的 MPFFCs 可以

改善反应物在气体分配区的均匀分布，从而在 PEMFC 内产生更均匀的物理量分布和更

高的输出功率性能，特别是在高电流密度下。

2. 改变每个主流道对应的分支流道的数量会对输出功率性能有轻微的影响，但对

PEMFC 内的物理量分布有很大的影响。采用 3 个分支流道数，可使氧摩尔浓度、电流

密度和温度分布的均匀性分别提高 5.6%、21.3%和 9.4%，同时水饱和度降低 8.4%。同

时，通过引入熵权法，我们发现 case 6 的 MPFFC 在所有其他 FFC 设计中综合评价指标

值最高，与 CPFFC 相比，从 0.0184 增加到 0.2337。
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摘要：PANS (Partially Averaged Navier-Stokes) 模型是一种介于 RANS (Reynolds-Average Navier-Stokes)
和 DNS (Direct Numerical Simulation) 之间的混合模型，可通过调整未解析湍动能与总湍动能比值 (fk)
来控制求解精度。本文基于 OpenFOAM 分别采用由 k-ε模型和 k-ω SST 模型修改得到的 PANS 模型模

拟 Re = 3900的圆柱绕流流动，研究不同 fk 值对模拟精度的影响。数值结果表明：两种 PANS 模型中 fk

取0.1、0.3和变 fk 预测的平均流动参数与实验误差均在10%以内。k-ε PANS 模型中 fk = 0.3和 k-ω SST
PANS 模型中 fk = 0.5的平均压力系数和速度曲线与实验值符合较好。在同一网格下，k-ω SST PANS 模

型能得到比 k-ε PANS 模型更精确的结果。

关键词：圆柱绕流，湍动能，压力系数

0. 前言
圆柱绕流过程具有分离和漩涡脱落等复杂特征，其速度、湍动能以及压力等流场参

数随时间呈现周期性变化。对于湍流，根据 Re 数可将圆柱绕流流动分为亚临界区

(350~400< Re <1~2105)、临界区 (1~2105< Re <0.5~1106)和超临界区 (0.5~1106<
Re <3.4~6106)。Re 数采用以下公式进行计算：

Re U D

 (1)

其中 U∞是来流速度，D 是圆柱直径，ν是运动粘度。

Ong 和 Wallace[1]采用 X 型热线测量了 Re = 3900时圆柱绕流尾迹区速度分布。

Norberg[2]采用微差压计测量了 Re = 3103~8103时圆柱表面压力系数分布。Parnaudeau
等人[3]对 Re = 3900的圆柱绕流流动进行实验和数值研究，利用热线风速仪 (Hot Wire
Anemometry, HWA) 和粒子图像测速仪 (Particle Image Velocimetry, PIV) 测量尾迹区域

速度场。

许多学者采用 DES (Detached-eddy simulation)、LES (Large Eddy Simulation) 和 DNS
(Direct Numerical Simulation) 对 Re = 3900的圆柱绕流流动进行模拟。D’Alessandro 等人
[4]基于 OpenFOAM 自定义 DES 模型模拟了圆柱绕流过程，对模型的准确性进行了验证。

战庆亮等人[5]利用 C++语言开发编译 LES 计算程序并模拟圆柱绕流流动。Tremblay 等人
[6]的 LES 模拟结果表明圆柱绕流回流区长度十分重要，长度的测量需要求实验测量完全

没有扰动，且采样时间需足够长。Franke 等人[7]的 LES 模拟结果表明需要进行足够长时

间平均以得到稳定的结果。基于 B-splines 数值方法，Kravchenko 和 Moin[8]使用 LES 方

法得到了与 Ong 和 Wallace[1]实验值符合较好的结果。Ma 等人[9]利用 DNS 和 LES 方法

发现了尾迹区存在 U 型和 V 型两种平均速度分布曲线。Dong 等人[10]采用 PIV 数据和

DNS 结果分析了流动结构随 Re 数的变化。Lysenko 等人[11]将统计时间延长至150个涡脱

落周期，得到了与实验一致的结果，验证了 OpenFOAM 中 LES 模型的准确性。Han 等

人[12]采用 VLES (Very LES) 方法模拟圆柱绕流流动，可在保证计算精度的前提下减少网

格量。

基金项目：国家自然科学基金(51906068)
中央高校基本科研业务费专项资金资助(2020MS032)
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采用以上湍流模型进行模拟能够获得精确的结果，但对计算资源需求较大，而采用

类似 VLES 的方法可减少对计算资源的依赖。PANS (Partially Averaged Navier-Stokes) 模

型是一种介于 DNS 和 RANS 的桥接方法 (Bridging method)[13]，可通过调节未解析湍动

能与总湍动能之比(fk)来调整湍流求解尺度，从而有效节省计算资源。基于不同的 RANS
模型可推导出不同的 PANS 模型，例如 k-ε PANS 模型、k-ω PANS 模型和 k-ω SST PANS
模型等。Lakshmipathy 等人[14]研究了 Re = 3900和 Re = 1.4105下 PANS 模型参数对圆

柱绕流模拟结果的影响，结果表明高 Re 数下 fε (未解析耗散率与总耗散率之比) 取1时具

有良好性能，低 Re 数下 fε应小于1。而 Korinek 等人[15]发现低 Re 数时 fε小于1的方法会

导致边界层过早分离，回流区变短。Luo 等人[16]的圆柱绕流结果表明 PANS 模型与 DES
模型均可准确再现分离流动过程。

由于 PANS 模型在模拟分离流动的良好表现，本文选用 k-ε PANS 模型和 k-ω SST
PANS 模型模拟 Re = 3900的圆柱绕流流场，通过设置不同的 fk 值，评估 PANS 模型在模

拟分离和涡脱落现象的准确性以及 fk 值对模拟精度的影响。

1. 数值模拟
1.1 计算模型

1.1.1 标准 k-ε 模型

标准 k-ε 模型[17]中，总湍动能 k 和总耗散率ε的不可压缩输运方程如下：

t
j

j j k j

k k kU P
t x x x


 



     
            

(2)

2

1 2
t

j
j j j

PU C C
t x k k x x 



   


     
            

(3)

其中经验系数的值为

1 21.44, 1.92, 1.0, 1.3kC C       (4)
涡粘系数定义为

2

t
kC


 (5)

其中系数 Cμ的值为0.09。
1.1.2 k-ε PANS 模型

本文采用的 k-ε PANS 模型由标准 k-ε 模型推导得到[18][19]，并引入两个模型参数 fk

和 fε

,u u
k

kf f
k 




  (6)

其中 ku 是未解析湍动能，εu是未解析耗散率。通常假定 fk和 fε是空间和时间上的常数，

则 ku和εu的不可压缩输运方程为：

u u u u
j u u

j j ku j

k k kU P
t x x x


 



    
            

(7)

2
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
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            

(8)

式中

 *
2 1 2 1

kfC C C C
f   


   (9)
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2 2

,k k
ku k u

f f
f f 
 

     (10)

经验系数 Cε1，Cε2，σk和σε的值与标准 k-ε 模型相同，见。

1.1.3 k-ω SST 模型

k-ω SST 模型是 Menter[20]将 k-ω模型和标准 k-ε 模型混合得到，总湍动能 k 和总比

耗散率ω的不可压缩输运方程如下：

 *
j k k t

j j j

k k kU P k
t x x x

    
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     
     

(11)

   2 2
1

21j k t
j t j j j j

kU P F
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

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   

 
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       

       
(12)

式中β*=0.09，经验系数β，γ，σk和σω的值均可由以下函数关系计算得到

 1 1 1 21F F     (13)
ϕ1代表 k-ω模型系数，ϕ2代表标准 k-ε模型系数，方程中相关的参数取值为

* 2 *
1 1 1 1 1 1

* 2 *
2 2 2 2 2 2

0.5, 0.5, 0.075, 0.41,

1.0, 0.856, 0.0828, 0.41,
k

k

 

 
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(14)

混合函数 F1的表达式为

 4
1 1tanh argF  (15)

2
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y 是到壁面的距离。

在 k-ω SST 模型中，涡粘系数定义与标准 k-ε 模型不同，为

 
1 1

2 1 2

min ,
max ,t

a k a kk
SF a SF


 
 

  
  (18)

S 是应变率张量的模，系数 a1的值为0.31。混合函数 F2的表达式为

 2
2 2tanh argF  (19)

2 * 2

500arg max 2 ,k
y y


  

 
   

 
(20)

1.1.4 k-ω SST PANS 模型

本文采用的 k-ω SST PANS 模型是从 k-ω SST 模型推导得到的[16][21]，并引入未解析

比耗散率与总比耗散率之比 fω

u

k

ff
f






  (21)

其中ωu是未解析比耗散率。

ku和ωu 的不可压缩输运方程为：
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 *u u u
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式中
*
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2 2, , ,u ku k u

k k k

f f f
f f f f f

  
   

 

               (24)

其中β*=0.09，经验系数β，γ，σk和σω的值均可由计算得到，各系数的值为

1 1 1 1

2 2 2 2
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k

k





   
   

   
   

(25)

混合函数 F1的表达式为
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未解析涡粘系数定义为
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混合函数 F2 的表达式为
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1.1.5 PANS 模型参数

PANS 模型中 fε和 fk 的大小对数值结果影响较大[19]。不同学者对 fε和 fk 的设置有较

大的差异，有的学者在整个计算域内将 fε和 fk设定为常数，也有学者将其设置为时间和

空间的函数。对于 fε，Girimaji 等人[19]认为 fε的值与 Re 数有关：高 Re 下，fε = 1；低 Re
下，fε ≈ fk；中等 Re 下，fε的值介于1和 fk之间。本文只考虑高 Re 湍流，因此假定 fε ≈ 1，
即耗散尺度不被解析。

对于 fk，在给定网格尺度下，如果 fk 设置较小，即网格不支持求解精度，得到不正

确的结果。如果 fk设置较大，则模化部分较多，求解精度不能得到保证。当 fk 被设置为

1时，PANS 方程将转化为 RANS 方程。当 fk设置为0时，意味着模拟转化为 DNS。
早期 PANS 模型中通常将 fk 设为空间常数，但在实际的模拟中并不应该将整个流场

中的 fk 设置为相同值，可以通过网格尺寸和湍流尺度来计算 fk。Girimaji 等人[19]参照

Kolmogorov 尺度确定最小解析尺度，采用公式计算最小 fk，Λ=k1.5/ε为湍流泰勒尺度。
2 2
3 31 3kf C

            
(32)
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Girimaji 等人[19]提出两种方法确定流场 fk 分布。第一种方法是从一个合理的 fk分布

开始计算，并将总湍动能和耗散率进行时间平均，使用函数形式更新 fk 的值；第二种方

法是先使用 RANS 进行计算，确定泰勒尺度分布。利用式得到最小 fk的空间分布，再将

fk 保持不变，使用 PANS 模型进行计算。Foroutan 等人[22]由完全湍流能谱的部分积分推

导得到一种 fk 函数关系式。刘跃等人[23]对比了类 DES 型 fk函数和 Tanh 型 fk函数对模拟

的影响。

本文考虑固定 fk 和变 fk 两种设置，以研究 fk 对模拟结果的影响。在 k-ε PANS 模型

中采用式作为变 fk 函数，在 k-ω SST PANS 模型中采用一种简单类 DES 型的变 fk函数，

可表示为网格尺度与湍流尺度的函数：
2 3

min ,1k PANS
u

f C
l

     
   

(33)

*
u

u
u

k
l

 
 (34)

式中Δ = max (Δx, Δy, Δz)，模型系数 CPANS 取0.1。
1.2 数值方法和计算网格

本文所采用的几何模型参照文献[3]和[23]，图 1为计算域示意图。模型的坐标系在

图左下角，流向为 x 方向，横向为 y 方向，展向为 z 方向，周向为θ方向，圆柱来流前驻

点处为0°，顺时针旋转为正方向，下游背风点处为180°。圆柱直径 D 为0.012m，距离上

游来流区域20D，距离下游区域30D，横向区域均延长至20D。根据文献[16]的模拟结果，

取展向长度为0.5πD。

图 1 计算域示意图

圆柱表面设置为无滑移边界条件，上游入口设置为自由来流边界条件，下游出口设

置为零梯度边界条件，上下边界设置为对称边界条件，前后边界设置为周期边界条件。
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基于来流速度 U∞ (= 4.88m/s)，直径 D 和粘度ν (=1.510-5m2/s)得到 Re=3900。具体边界

条件设置见表 1。

表 1 边界条件

边界名称
front upperWall inlet outlet cylinderback lowerWall

U 周期边界 对称边界 4.88m/s 零梯度 无滑移

p 周期边界 对称边界 零梯度 0 零梯度

k 周期边界 对称边界 0.03m2/s2 零梯度 1e-10m2/s2

ε 周期边界 对称边界 0.0618m2/s3 零梯度 壁面函数

ω 周期边界 对称边界 21.4/s 零梯度 壁面函数

入口处 k，ε和ω的初始值可由下式估算得到[24]：

 
1

23 , , 0.09
2

tkk UI k
  

 


 

   
 

(35)

其中 I 是湍流强度，取3%，μt/μ是粘度比，取100。
本文使用 ICEM 划分结构网格，图 2为局部网格示意图。在圆柱附近对网格进行加

密，壁面第一层网格设置为0.002D[23]，以保证 y+<1，近壁增长率设为1.2，总网格量为

165万。在圆柱表面，k 设置为较小值，ε、ω和νt使用壁面函数。

图 2 局部网格示意图

速度方程中对流项采用高斯二阶线性迎风格式离散，湍动能、耗散率、比耗散率方

程中的对流项和梯度项采用高斯二阶限制线性格式离散，以维持稳定性和有界性。扩散

项采用二阶高斯线性格式离散。压力速度耦合选用 PISO 算法。时间项离散采用 Euler
格式，设置固定无量纲时间步长为Δt*(=ΔtU∞/D)=0.008以保证库朗数小于1，并在一个涡

脱落周期内包含近500个数据点。具体求解设置见表 2。

表 2 求解设置

求解类型 非稳态
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求解器 pisoFoam
时间离散 Euler

压力速度耦合 PISO
对流项速度项离散 Gauss linearUpwind grad(U)

对流项湍动能项离散 Gauss limitedLinear 1
对流项耗散率项离散 Gauss limitedLinear 1

对流项比耗散率项离散 Gauss limitedLinear 1
梯度项离散 cellLimited Gauss linear 1

扩散项 Gauss linear corrected

2. 结果与讨论
2.1 数据采集与处理

在使用 k-ε PANS模型和 k-ω SST PANS模型模拟圆柱绕流流动中，均考虑固定 fk (0.1、
0.3、0.5、0.7、1) 和变 fk 的设置，以研究 fk的值对模拟结果的影响。在计算中使用同一

套网格，以确保计算结果差异仅是由 fk 值的变化导致的。当 fk = 1时，k-ε PANS 模型和

k-ω SST PANS 模型分别简化为标准 k-ε模型和 k-ω SST 模型。本文对数值结果处理时做

时间平均和展向空间平均。根据文献[7]，总计算时间约为70个涡脱落周期，舍弃前20
个涡脱落周期，对后50个涡脱落周期的数据进行平均。

图 3为采用 k-ε PANS 模型和 k-ω SST PANS 模型计算得到的圆柱绕流升力、阻力系

数随无量纲时间 t* (= tU∞/D) 变化曲线。两种 PANS 模型中 fk= 0.1、0.3和变 fk 值计算得

到的升力系数幅值不稳定，阻力系数有强烈的脉动； fk= 0.5、0.7和1计算得到的升力、

阻力系数均为周期变化，且 k-ω SST PANS 模型计算得到的阻力系数平均值随 fk 值增大

而增大。
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图 3 升力、阻力系数时间序列

2.2 平均流动参数比较

对圆柱绕流升力系数做快速傅里叶变换 (Fast Fourier transform, FFT) 得到涡脱落

频率 f，进而得到涡脱落周期 T (=1/f) 和斯特劳哈尔数 St (= fD/U∞)。表 3为两种 PANS
模型不同 fk 值计算得到平均流动参数与实验和数值结果的对比。由于 Norberg[2]的实验

结果最完整，表 4列出了本文的模拟结果与 Norberg[2]实验值的绝对误差。

k-ε PANS 模型预测得到的阻力系数 (Cd)、背风点压力系数 (-Cpb) 和分离角 (θsep)
随 fk 值增加而增大，St 和回流区长度 (Lr/D) 随 fk 值增加而减小。fk =0.1、0.3和变 fk 预

测的 Cd、St、-Cpb和θsep的误差均在10%以内，Lr/D 的误差在20%以上。fk =0.7时预测的

Cd、St 和θsep 的误差在10%附近，但-Cpb 和 Lr/D 的误差大于20%。fk =1.0(即为 k-ε模型)
时计算得到的 Cd，St、-Cpb和 Lr/D 的误差在10%以内，θsep 的误差接近20%。

k-ω SST PANS 模型预测得到的 Cd 和-Cpb 随 fk 值增加而增大，St 和θsep 几乎不随 fk

值变化，Lr/D 随 fk值增加而减小。fk =0.1、0.3、0.5和变 fk预测得到的 Cd和θsep 的误差在

5%以内，St 和-Cpb的误差在10%以内。fk =0.7时预测的 St 和θsep 的误差在5%左右，但 Cd、

-Cpb和 Lr/D 的误差均大于20%。fk =1.0(即为 k-ω SST 模型)时计算得到的 Cd、-Cpb、Lr/D
和θsep 的误差在50%以上。

两种 PANS 模型中，fk较小时计算得到的平均流动参数与 Norberg[2]实验值最为接近。

k-ε PANS 模型中 fk =0.3和 k-ω SST PANS 模型中 fk =0.5的预测结果与 Norberg[2]实验值符

合最好，Cd、-Cpb和θsep 的误差均在3%左右。
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表 3 平均流动参数

数据来源 Cd St -Cpb Lr/D θsep

k-ε PANS

fk =0.1 0.97 0.229 0.85 1.73 81
fk =0.3 0.98 0.233 0.89 1.63 82.8
fk =0.5 1.09 0.225 1.11 0.93 88.2
fk =0.7 1.07 0.214 1.09 0.77 93.6
fk =1.0 0.95 0.195 0.85 1.23 100.8
变 fk 0.96 0.225 0.83 1.93 81

k-ω SST PANS

fk =0.1 0.97 0.233 0.85 1.83 81
fk =0.3 0.94 0.233 0.81 2.03 81
fk =0.5 1.01 0.233 0.92 1.43 82.8
fk =0.7 1.24 0.218 1.3 0.69 81
fk =1.0 1.49 0.233 1.62 0.35 -
变 fk 0.96 0.233 0.85 1.83 81

Experiment[1] 0.99 0.215 0.88 - 85
Experiment[2] 0.98 0.215 0.9 1.33 85
Experiment[3] 0.99 - - 1.18 -
Experiment[4] - 0.21 - 1.51 -

LES[9] 1.04 0.212 0.94 1.3 88
DNS[10] - 0.219 0.84 - -

表 4 平均流动参数与 Norberg[2]实验值的绝对误差

数据来源 Cd St -Cpb Lr/D θsep

k-ε PANS

fk =0.1 1.02% 6.51% 5.56% 30.08% 4.71%
fk =0.3 0.00% 8.37% 1.11% 22.56% 2.59%
fk =0.5 11.22% 4.65% 23.33% 30.08% 3.76%
fk =0.7 9.18% 0.47% 21.11% 42.11% 10.12%
fk =1.0 3.06% 9.30% 5.56% 7.52% 18.59%
变 fk 2.04% 4.65% 7.78% 45.11% 4.71%

k-ω SST PANS

fk =0.1 1.02% 8.37% 5.56% 37.59% 4.71%
fk =0.3 4.08% 8.37% 10.00% 52.63% 4.71%
fk =0.5 3.06% 8.37% 2.22% 7.52% 2.59%
fk =0.7 26.53% 1.40% 44.44% 48.12% 4.71%
fk =1.0 52.04% 8.37% 80.00% 73.68% -
变 fk 2.04% 8.37% 5.56% 37.59% 4.71%

图 4为圆柱后中轴线上 x/D=5处的平均速度随时间变化序列。实线代表两种 PANS
模型中 fk=0.1、0.3和变 fk 值计算中平均速度随时间变化曲线，开始时脉动较大，随后脉

动幅值逐渐减小，可认为所选取平均时间充分；虚线代表两种 PANS 模型中 fk=0.5、0.7
和1计算中平均速度随时间变化曲线，脉动幅值迅速减小并趋于直线，可认为所选取平

均时间充分。该平均速度随时间变化趋势与图 3中升力、阻力系数随时间变化趋势对应。
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图 4 Umean 随无量纲时间变化序列

2.3 平均压力系数与速度分布

图 5给出了圆柱表面平均压力系数的分布。压力系数定义为

20.5
f

p

p p
C

U 


 (36)

其中 pf 是圆柱前驻点静压。在 k-ε PANS 模型中，fk=0.1和变 fk值的计算结果相近且整体

与实验值符合较好，但在70°~180°内略低于实验值。fk=0.3时的数值结果在40°~100°内略

高于实验值，在100°~180°内与实验值符合最好。其余 fk值的数值结果均过大预测 Cp。

在 k-ω SST PANS 模型中，fk=0.1、0.3、0.5和变 fk 值的计算结果整体与实验值符合较好。

其中 fk=0.1和变 fk值的计算结果重合，fk=0.3的计算结果均在70°~180°内略低于实验值。

fk=0.5时的数值结果在40°~180°内略高于实验值。其余 fk 值的数值结果均过大预测 Cp。

随着 fk值的增加，计算结果与实验值偏离程度越大。两种 PANS 模型计算结果均随着 fk

值减小与实验值更加接近，说明计算精度随着 fk 值减小而提高。fk=0.1和变 fk 值的计算

结果相近表明本文采用的两种变 fk函数均能计算得到较小的 fk分布。

图 5 圆柱表面平均压力系数分布



11

图 6是圆柱尾迹区中心线平均流向速度分布曲线，横坐标和纵坐标分别采用 D 和

U∞进行无量纲化。在 k-ε PANS 模型中，fk=0.5、0.7和1预测的回流区长度不足，整体与

Parnaudeau 等人[3]的实验值相差较大，fk=0.3时的数值结果与 Parnaudeau 等人[3]的实验值

符合最好，回流区长度与实验值最接近，但回流区速度值预测较小。fk=0.1和变 fk 值的

计算结果接近，预测的回流区长度过大，回流区速度值较小。所有 fk 值的数值结果在

x/D=5后的尾迹区与 Ong 等人[1]的实验值符合较好。在 k-ω SST PANS 模型中，fk=0.7和1
预测的回流区长度均较小，尾迹区的速度值高于实验值。fk=0.5的速度分布曲线整体与

Parnaudeau 等人[3]的实验值符合最好，但在回流区和尾迹区的速度值预测较大。fk=0.3
预测的回流区长度过大且尾迹区的速度值偏小。fk=0.1和变 fk 值的速度分布曲线重合，

回流区长度与 Parnaudeau 等人[3]的实验值相比较大，尾迹区速度与 Ong 等人[1]的实验值

符合较好。两种 PANS 模型计算结果说明，随着 fk值的减小，计算结果与实验值偏离程

度减小，但最小的 fk并不能得到最好的结果。

图 6 圆柱尾迹中心线平均流向速度分布

图 7和图 8为圆柱尾迹区三个不同流向位置的平均值分布 (x/D = 1.06、1.54和2.02)。
根据两种 PANS 模型不同 fk 值预测的平均压力系数和流向速度与实验值的符合情况，本

文选取 k-ε PANS 模型中 fk=0.1、0.3、变 fk值和 k-ω SST PANS 模型中 fk=0.1、0.3、0.5、
变 fk 值的模拟结果与 Parnaudeau 等人[3]的实验值进行对比分析。

图 7展示了尾迹区平均流向速度分布曲线。在 x/D=1.06处，速度剖面为 U 型曲线。

k-ε PANS 模型中 fk=0.3的模拟结果与实验值符合最好，fk=0.1和变 fk的模拟结果相近且 U
型曲线更平坦。k-ω SST PANS 模型中 fk=0.5的结果与实验值符合最好，fk=0.3计算得到

的速度曲线轮廓与实验值偏差较大，fk=0.1和变 fk的模拟结果重合且 U 型曲线更平坦。

在 x/D=1.54处，速度剖面发展为 V 型曲线。k-ε PANS 模型中 fk=0.3的模拟结果与实

验值符合较好，fk=0.1和变 fk的模拟结果相近，但均在中轴线处对速度预测较大。k-ω SST
PANS 模型中 fk=0.5的结果与实验值符合最好，fk=0.3的速度曲线轮廓仍接近 U 型，fk=0.1
和变 fk的模拟结果重合且与实验值较为接近。

在 x/D=2.02处，速度剖面为 V 型曲线。k-ε PANS 模型中 fk=0.3的模拟结果与实验值

最接近，fk=0.1和变 fk 在中轴线处对速度预测不足。k-ω SST PANS 模型中 fk=0.5的结果

与实验值符合最好，fk=0.1和变 fk 的模拟结果重合，与 fk=0.3在中轴线处均对速度预测过

低。
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图 7 不同截面平均流向速度分布

图 8展示了尾迹区平均横向速度分布。在 x/D=1.06处，k-ε PANS 模型中 fk=0.3的模

拟结果与实验值符合最好，fk=0.1和变 fk的模拟结果相近且与实验值符合较好。k-ω SST
PANS 模型中 fk=0.5的结果与实验值符合最好，fk=0.3计算得到的速度曲线轮廓与实验值

偏差较大，fk=0.1和变 fk的模拟结果重合且与实验值符合较好。

在 x/D=1.54处，k-ε PANS 模型中 fk=0.3与实验值偏差较小，fk=0.1和变 fk的模拟结果

均与实验值偏差较大。k-ω SST PANS 模型中 fk=0.5的结果与实验值符合最好，fk=0.3与
实验值的偏差最大，fk=0.1和变 fk的模拟结果重合且与实验值有一定偏差。

在 x/D=2.02处，k-ε PANS 模型中 fk=0.3和0.1的模拟结果接近且与实验值符合较好，

变 fk 的模拟结果与实验值相差较大。k-ω SST PANS 模型中 fk=0.5的结果与实验值符合最

好，fk=0.3时的模拟结果与实验值偏差较大，fk=0.1和变 fk 的模拟结果重合且与实验值符

合较好。

图 8 不同截面平均横向速度分布

图 9和图 10是两种 PANS 模型变 fk 函数计算得到的瞬时 fk 分布和时均 fk 分布。两

种变 fk函数计算得到 fk差别不大。整个流场的 fk值处在较低水平，正好说明以上平均量

对比中 fk=0.1和变 fk 的计算结果一致。
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图 9 k-ε PANS 模型变 fk函数(a)瞬时 fk 分布和(b)时均 fk 分布

图 10 k-ω SST PANS 模型变 fk 函数(a)瞬时 fk 分布和(b)时均 fk分布

3. 结论
本文采用基于 OpenFOAM 平台编译的 k-ε PANS 模型和 k-ω SST PANS 模型模拟 Re

= 3900的圆柱绕流现象，并在两种 PANS 模型中均设置固定 fk (0.1、0.3、0.5、0.7、1)和
变 fk，以研究 fk对数值模拟的影响。将平均流动参数、压力系数和速度与实验值比较，

得到以下结论：

（1）. k-ε PANS 模型中 fk =0.1、0.3和变 fk 预测的 Cd、St、-Cpb 和θsep 与 Norberg[2]

的实验相比，误差均在10%以内。fk =0.3时平均压力系数和速度曲线与 Parnaudeau 等人[3]

的实验值符合较好。

（2）. k-ω SST PANS 模型中 fk =0.1、0.3、0.5和变 fk 预测得到的 Cd 和θsep 的误差在

5%以内，St 和-Cpb的误差在10%以内。fk = 0.5时平均压力系数和速度曲线与 Parnaudeau
等人[3]的实验值符合最好。fk = 0.5时 k-ω SST PANS 模型的模拟结果比 k-ε PANS 模型更

接近实验值，说明在同一网格下 k-ω SST PANS 模型可以得到比 k-ε PANS 模型更精确的

结果。

（3）. 本文选取的两种 fk 函数计算得到的 fk 值均偏小，两种 PANS 模型中较小 fk

值能得到更好的结果。
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摘要：本文基于磁流体动力学模型，通过数值模拟的方法，研究了非均匀磁场对熔盐在导电管内流动与传

热特性的影响，考察了熔盐速度、湍流强度和努塞尔数等物理量随磁场变化的关系。结果表明，熔盐的速

度和温度分布呈现各向异性，核心区速度受到抑制。上游磁场区，哈特曼层附近速度梯度增大，罗伯特层

附近出现射流区，哈特曼壁和罗伯特壁的努塞尔数相对无磁场工况增加；均匀和下游区，哈特曼壁和罗伯

特壁的努塞尔数都相对减小。

关键词：数值模拟，熔盐，流动，传热，磁场

0 前言
熔盐是无机盐在高温下熔化形成的液态盐，一般包括硝酸盐、氯化盐、氟化盐、碳酸盐

和混合熔盐等。由于熔盐具有高比热容、低黏度、低蒸汽压等诸多优势，逐渐成为一种公认

的中高温传热蓄热介质[1]，在太阳能热发电领域、工业余热回收、清洁供热以及核反应堆领

域展现出广阔的应用前景。早期对熔盐的研究工作主要集中在熔盐粘度和潜热等热物性参数

的测量[2-3]。近年来，学者们更多地将研究重心转移到了熔盐实际工程应用之中。董新宇[4]

以太阳盐（60%NaNO3-40%KNO3）为工质，根据实验数据拟合出熔盐与过冷沸腾水的传热

实验关联式。

随着科技水平的不断进步，复合强化传热技术得到迅速发展。磁场作为一种有源的传热

方式之一，受到越来越多学者和工程师的关注研究。磁流体动力学是一个多学科交叉融合的

重要研究方向，磁流体在外加磁场的影响下其受力状况和运动形式会相应地发生变化，从而

影响对流传热性能。1937 年，丹麦科学家 Hartmann[5]对汞的磁流体动力学（MHD）流动进

行理论分析，并提出了粘性不可压缩流体力学流动的理论计算方法。十九世纪五十年代，

Shercliff [6]研究了绝缘管壁内液态金属流体在均匀磁场作用下的流动情况，得到了绝缘管壁

内二维 MHD 充分发展流动的速度分布，并且简化了不同管道的 MHD 控制方程。Reed 和

Lykoudis[7]通过实验研究了在横向磁场下管内汞的湍流流动。作者指出：随着磁场的增大，

表面摩擦系数先增加后下降，而雷诺应力随着磁场的增强逐渐减小；在强磁场作用下，雷诺

应力被完全抑制。Zhang 等[8]通过数值模拟研究了圆管中的 MHD 层流流动，与 Samad 的解

析解和 Chang 的渐近结果进行了验证。Ji 和 Gardner[9]用标准 k-ε湍流模型对磁场作用下液态

金属湍流流动进行了数值研究，证明了横向磁场对湍流存在抑制作用，并提出了平均 Nu 与

Ha 的函数关联式。侯俊等[10]使用数值模拟方法研究了外部横向磁场作用下液态 NaK 在管道

中的流动，采用层流模型和低雷诺数湍流 LB 型分析了外加磁场对流体速度分布和压降的影

响。结果发现，在磁场作用下，管内中心区流速明显比无磁场时流速低。李程等[11]利用数值

模拟方法，对磁场作用下等离子体在管内的流动及传热进行研究。结果表明，磁场抑制了等

离子体的湍流脉动，削弱了其传热能力。
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熔盐作为一种具有低电导率的新型传热工质，目前其相关研究主要在于常规的对流换热

过程，对于磁场作用下熔盐流动传热的研究还较少，而有关磁流体流动的研究以液态金属为

主，一定程度上限制了熔盐在工业领域中的应用。关于熔盐在非均匀磁场中的研究较少，而

在液态包层中熔盐在进入和流出磁场过程中又是实验环境中不可避免的物理现象。因此本文

在已有研究的基础上，进行了外加横向非均匀磁场作用下熔盐在导电管内流动与传热数值模

拟研究，以认识非均匀磁场对熔盐传热性能影响的规律。

1 熔盐管内流动传热模型
1.1 物理模型

如图 1 所示，熔盐流过内径 30mm，外径 36mm，长度 600mm 的圆形管道，外壁面受

到均匀恒定热流密度加热，进行对流换热过程。熔盐沿 z 轴方向流动，入口流速为 u0。垂直

管道流动方向施加平行于 x 方向的非均匀横向磁场。针对导电流体在圆管内的流动，通常将

垂直于外加磁场方向的壁面称为哈特曼壁，附近的边界层称为哈特曼层，将平行于外加磁场

方向的壁面称为罗伯特壁，附近的边界层称为罗伯特层[12]。

图 1 物理模型示意图

Figure 1. Schematic diagram of physical model

本文流体域的计算工质采用自配的多元混合熔盐，其物性参数由实验测量得出[13]，其

中一些流动参数和热物性参数均随温度 T 而改变，具体参数特性如表 1 所示。管道材料采

用 304 不锈钢，其物理参数如表 2 所示。

表 1 熔盐物性参数

Table 1. Physical parameters of molten salt

符号 物性参数 数学表达 单位

ρ 密度 1.96 kg/m3

η 动力粘度  )(7450exp100.6492 -3 RT Pa·s

λ 导热系数 0.5082+1.167×10-4×(T-273.15) W/(m·K)

cp 比热容 1.450+3.451×10-4×(T-273.15) kJ/(kg·K)

σf 电导率 500 S/m
表 2 圆管物性参数

Table 2. Physical parameters of round tubes

符号 物性参数 数值定义 单位

ρw 密度 7930 kg/m3

λw 导热系数 25.1 W/(m·K)

cpw 比热 0.46 kJ/(kg·K)



σw 电导率 1.23e6 S/m
1.2 控制方程

由于熔盐为导电流体，需要考虑磁场作用下流动状态的变化，故在 N-S 方程基础上，

将洛伦兹力与焦耳热分别以体积力和热源项的形式添加到动量与能量守恒方程，进行相应的

修正，以适用于导电流体在磁场作用下的流动与传热[14]。由于熔盐可视为不可压缩流体，

本文的 MHD 方程如下：

质量守恒方程：

0u  (1)
式中： 为流体密度；u 为流体流速。

动量守恒方程：

  21 1+u u p u J B
 

       (2)

式中：p 为压力；ν为运动粘度；B 为磁感应强度矢量，即（B0，0，0）；J 为感应电流

密度矢量。

能量守恒方程：
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式中：λ为热导率；σ为电导率；J2/σ为焦耳热。

在研究流场与磁场相互耦合作用时，通常采用磁感应法和电势法来求解感应电流密度 J,
本文将采用磁感应法进行求解，电磁场的数学模型时 Maxwell 方程，其微分形式的方程分别

为：
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式中: E 为电场强度矢量。

磁扩散方程：

   21u B B + B u
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(5)

式中：μm为导磁率。

其中在磁流体相关的数值计算中所使用的主要的无量纲准则数有：

雷诺数 Re,表示惯性力与粘性力之比，定义为：

uDRe 


 (6)

无量纲温度Θ, 定义为：
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式中：Tw管道内壁面温度；T∞ 为熔融盐入口温度。



哈特曼数 Ha,表示电磁力与粘性力之比，定义为：

0Ha B D 


 (8)

努塞尔数 Nu,表示对流换热的强弱，定义为：

hDNu


 (9)

式中：u 为截面的平均流速；D 为管径；η为动力粘度；h 为对流换热系数；λ为导热系

数。

1.3 边界条件

MHD 的计算涉及流场边界和电磁场边界条件。圆形管道采用速度入口和压力出口边界

条件，设入口熔盐初始速度 u=0.6m/s,入口温度 408K，内壁面为无滑移的电磁耦合边界，外

壁面为电绝缘，恒热流边界，热流密度为 75000W/m2，出口压力为 101325Pa。本文磁场工

况分为两类：1)无磁场作用；2）垂直于流动方向的非均匀横向磁场且管壁导电。

1.4 求解方法

本模拟中，由于熔盐在管内流动涉及湍流流动，经比较选择 SST k-ω湍流模型。采用

Green-Gauss 基于节点法求解连续性方程，采用 QUICK 格式求解动量方程，湍流动能和比

耗散率采用二阶迎风格式求解，磁感应方程采用三阶 MUSCL 算法计算。SIMPLE 算法用于

求解压力速度耦合项。采用 5×10-3s 的时间步长进行瞬态磁流体动力学计算，当能量方程残

差小于 1×10-8，其他方程残差小于 1×10-5 时，认为计算达到收敛。

2 模拟结果与分析
2.1 模型验证

为验证模型的可靠性，本文针对文献[15]和[16]的流动情况，进行了平行于磁场方向径

向速度分布的模拟计算。文献[15]为非均匀磁场作用下等离子体在导电圆管内流动，其雷诺

数为 6041，哈特曼数范围 0≤Ha≤300。文献[16]为均匀磁场作用下 KOH 水溶液在绝缘管道

内流动，其雷诺数为 16000，哈特曼数范围 0≤Ha≤210。本文计算结果如图 2 所示，与文献

数据的最大偏差不超过 7.2%，表明本文计算模型的可靠性。

a) 中心截面沿 y 方向的速度分布（导电管道）

Velocity distribution of the central section along

the y-direction (conductive pipe)

b) 出口截面沿径向的速度分布（绝缘管道）

Velocity distribution along the radial direction at

the exit section (insulated pipe)

图 2模型验证

Figure 2. Model validation

2.2 横向非均匀磁场下熔盐流动与传热特性

图 3 为不同 Ha 数下，在 z=150mm、250mm 和 350mm 处沿着 y=0 和 x=0 的无量纲速度

分布。可以发现，磁场会抑制核心区的流动速度，且抑制作用随着哈特曼数的增大而增大。

相对于无磁场作用时，z=150mm 截面上中心速度受到抑制，哈特曼层速度梯度增大，当



Ha=200 时，罗伯特层出现“M” 型射流。当 Ha=100 和 200 时，z=250mm 截面上中心速度

分别比无磁场作用时下降 10.62%和 15.03%。可见施加正梯度磁场后，沿 y=0 的速度整体上

受抑制，速度变得更加平坦，哈特曼层附近的速度梯度增大；罗伯特层出现“M”型射流，

且射流效果随 Ha 数的增大而愈加明显。这是由于正梯度磁场的存在能够引发罗伯特层附近

产生射流，从而导致流动不稳定。而在 z=350mm 的截面上，沿 x=0 方向的“M”形射流效

果又逐渐被削弱。

a) b)

c) d)

e) f)

图 3 速度分布曲线分别在 z=150mm、z=250mm 和 z=350mm 截面处沿 x 和 y 方向的变化

Figure 3. The velocity profile of z=150mm along (a) X direction and (b) Y direction; the velocity profile of

z=250mm along (c) X direction and (d) Y direction; the velocity profile of z=350mm along (e) X direction and (f)

Y direction

梯度磁场的存在除了对圆管内熔盐的流动速度造成干扰外，还对湍流强度 I 的分布和强

弱造成一定的影响。图 4 为不同 Ha 数下，在 z=250mm 处沿着 y=0 和 x=0 的湍流强度分布。

可以看出，导电圆管中的湍流强度也呈现出各向异性分布。在给定的非均匀横向磁场作用下，

核心区域的湍流强度变化并不明显。随着哈特曼数的增大，罗伯特层附近的湍流强度虽有所

下降，但不明显，而哈特曼层附近的湍流强度明显下降。

图 5 为 Ha=150 时，在 z=50mm、100mm、150mm、250mm 和 350mm 的横截面上,沿 y=0
和 x=0 方向的湍流强度分布。可以观察到，在上游梯度磁场区，哈特曼层和罗伯特层附近的



湍流强度都出现了突然增加的区域，z=100mm 时，哈特曼层附近的湍流强度相对于无磁场

情况增加 14.95%，这可能是脉动速度增加而引起的；罗伯特层附近的湍流强度相对于无磁

场情况增加 27.91%，这是因为边界层附近的高速射流造成扰动。值得注意得是，在 z=250mm
和 350mm 的横截面上，哈特曼层附近的湍流强度被抑制得更加明显，峰值消失。

a) b)

图 4 z=250mm 处湍流强度分布沿 x 和 y 方向的变化

Figure 4. The turbulent intensity profile of z=250mm along (a) X direction and (b) Y direction;

a) b)

图 5 湍流强度沿流动方向变化

Figure 5. The turbulence intensity profile along the flow direction

在熔盐流动和磁场的耦合作用下，核心区域的感应电流沿 y 轴的正方向，如图 6 所示。

可以发现，感应电流的一部分流入具有高导电性的导电壁，另一部分流过罗伯特层，然后从

哈特曼层返回，形成闭环。壁面边界层处的电流密度较大，而核心流区较小，这是由于电流

形成的闭合回路积聚在壁面附近。

根据安培定则可分析洛伦兹力的分布，如图 7 所示。感应电流与外部磁场的相互作用会

产生洛伦兹力，该洛伦兹力会反作用于流体的运动。可以观察，哈特曼层附近产生了与流动

方向相同且很大的洛伦兹力，而核心流区产生了与流动方向相反的洛伦兹力，所以哈特曼边

界形成极大的速度梯度。

图 8 为熔盐在出口段中心沿 X 和 Y 方向的无量纲温度分布。结果表明，在给定横向

磁场的作用下，壁面温度也呈现出明显的各向异性分布。随着哈特曼数的增加，内壁附近 X
和 Y 方向的无量纲温度梯度都会减小。值得注意的是，这可能是因为焦耳加热导致管道内

表面附近的温度升高。

图 9 为不同哈特曼数下，哈特曼壁和罗伯特壁局部努塞尔数分布。可以观察到，哈特曼

壁和罗伯特壁上的局部努塞尔数呈现关于 z 轴的对称分布。与无磁场的情况相比，哈特曼壁

面上游梯度磁场区附近的努塞尔数沿流动方向先增大后减小，随着磁场强度的增大，这种趋

势更加明显。这是因为哈特曼壁附近产生的电磁力对熔盐流动的促进作用占主导地位，哈特

曼层速度梯度的增加导致换热增强。随后降低是由于磁场对湍流强度的抑制变得更加显著，

逐渐占据主导地位，并且感应电流产生了焦耳热，这提高了内壁的温度，导致对流传热强度



降低。罗伯特壁面上游梯度磁场区附近的努塞尔数沿流动方向也有先增大后减小的现象。这

是因为在主流区的流动受到抑制时，部分流体会进入罗伯特边界层，当哈特曼数较大时，罗

伯特边界层会产生“M”型速度射流，边界层的速度梯度增大，因此增强了壁面换热。随后

减小是因为磁场对湍流强度的抑制逐渐占主导地位，因此导致换热减小。在均匀磁场区，哈

特曼壁和罗伯特壁面的努塞尔数减小，这是因为速度梯度的变化不明显，湍流强度的被抑制

程度随着流动方向的发展表现得更加显著，湍流强度对换热的影响占主导地位。在下游磁场

区，哈特曼壁和罗伯特壁上的努塞尔数沿流动方向都有减小的趋势。这是因为哈特曼壁在前

段磁场强度较高时，由于磁场作用产生的“层流化”效应，流体的脉动速度受到抑制，导致

湍流强度被抑制的程度较强，因此下游磁场区罗伯特壁的换热呈现出减小的趋势。

图 6 Ha=100, z=250mm 处 XOY 截面电流分布

Figure 6. Current vector diagram of xoy cross-section

when Ha=100.

图 7 Ha=100, z=250mm 处 XOY 截面洛伦兹力分布

Figure 7. Lorentz force vector diagram of xoy

cross-section when Ha=100.

a) b)

图 8 出口截面无量纲温度分布(a) X 方向 (b) Y 方向

Figure 8. The temperature profile of exit center along (a) X direction and (b) Y direction.

a) b)

图 9 内壁局部努塞尔数 Nu 分布 a)哈特曼壁; b)罗伯特壁

Figure 9. The local Nu distribution on (a) Hartmann walls and (b) Roberts wall

为表示非均匀磁场对传热的综合影响，图 10 表示管道内壁面平均努塞尔数 Nuave随哈特

曼数 Ha 的变化，可以看出，Nuave的值随着 Ha 的值的增而减小。

其中 Nuave为内壁平均努塞尔数，定义为：



 ave

NudA
Nu

A
(10)

式中：A 为管内壁表面积。

如图 10 所示，在本文研究的 Ha 范围内, 磁场抑制热传递。在 0≤Ha≤100 时，Nuave

随哈特曼数 Ha 的增加而降低的趋势更大，结合图 3 可以发现，相对于无磁场作用时，磁场

对核心流区速度的抑制程度很大，结合图 11 可以发现，磁场对湍流度的抑制程度远远大于

边界层区的增强，因此内壁的 Nuave降低趋势很陡。而在 100≤Ha≤200 时，结合图 3 和图 6
可以发现，相对于 Ha=100 时，磁场对核心流区速度和湍流度的抑制程度都相对较小，因此

内壁的 Nuave 降低趋势逐渐变缓。在哈特曼数为 200 的非均匀磁场作用下，内壁面的平均努

塞尔数比无磁场时减小了 15.24%。

图 10 内壁 Nuave 随 Ha 的变化

Figure 10. Variation of internal wall Nuave with Ha

3 结论
本文对外加非均匀磁场作用下熔盐在一定壁厚的导电管道内的湍流流动及传热特性进

行了数值模拟研究，通过分析不同磁场强度对流动及传热能力的影响，主要得到以下结论：

(1) 在施加与流动方向相垂直的横向非均匀磁场条件下，梯度磁场区和均匀磁场区流速

分布都出现各向异性特征，抑制熔盐核心流区的流动速度，且抑制效果随着磁场强度的增大

而增大。当 z=250mm、Ha=200 时，中心线速度比无磁场时降低了 15.03%。

(2) 在上游区，哈特曼层附近出现速度梯度增大，边界层极薄的特征；在罗伯特层附近

出现了高速射流区，沿 x=0 方向的速度呈“M”形分布。

(3) 湍流强度也随着哈特曼数的变化而产生改变。在上游梯度磁场区，核心流区的湍流

动能变化不大，罗伯特层附近的湍流动能有一定程度的下降，但下降幅度不大。而哈特曼层

附近的湍流动能显著降低。

(4) 磁场还会影响管内熔盐的温度分布。在横向磁场的作用下，壁面温度也呈现出明显

的各向异性分布。在一定的 Ha 范围内，磁场对湍流的抑制作用占主导地位，内壁对流传热

强度随着 Ha 的增加而降低。在哈特曼数为 200 的非均匀磁场作用下，内壁面的平均努塞尔

数比无磁场时减小了 15.24%。



参考文献

[1] 吴玉庭, 任楠, 马重芳. 熔融盐显热蓄热技术的研究与应用进展[J]. 储能科学与技术, 2013(6): 586-592.

WU Yu-Ting, REN Nan, MA Chong-Fang. Research and application progress of molten salt's explicit heat

storage technology [J]. Energy Storage Science and Technology, 2013 (6): 586-592.

[2] Kamimoto M. Enthalpy measurements on LiNO3 and NaNO2 by twin high-temperature calorimeter[J].

Thermochimica Acta, 1980,41(3): 361-369.

[3] Nagasaka Y, Nakazawa N, Nagashima A. Experimental determination of the thermal diffusivity of molten

alkali halides by the forced Rayleigh scattering method. I. Molten LiCl, NaCl, KCl, RbCl, and CsCl[J].

International journal of thermophysics, 1992,13(4): 555-574.

[4] 董新宇, 毕勤成, 姜梦雨. 熔盐在套管换热器中传热特性实验研究[J]. 中国电机工程学报, 2021,41(19):

6670-6679.

DONG Xin-Yu, BI Qin-Cheng, JIANG Meng-Yu. Experimental study on heat transfer characteristics of

molten salt in casing heat exchanger[J]. Proceedings of the CSEE, 2021,41(19): 6670-6679.

[5] Hartmann J. Theory of the laminar flow an electrically conductive liquid in a homogeneousmagnatic field[J].

København: Levin & Munksgaard, Ejnar Munksgaard, 1937,15(1):1-28.

[6] Shercliff J A. Steady motion of conducting fluids in pipes under transverse magnetic fields[C]. Mathematical

Proceedings of the Cambridge Philosophical Society. Cambridge University Press, 1953, 49(1): 136-144.

[7] Reed C B, Lykoudis P S. The effect of a transverse magnetic field on shear turbulence[J]. Journal of Fluid

Mechanics, 1978, 89(1): 147-171.

[8] Zhang X J, Pan C J, Xu Z Y. Numerical analysis of liquid metal MHD flows through circular pipes based on a

fully developed modeling[J]. Fusion Engineering and Design, 2013, 88(4): 226-232.

[9] Ji H C, Gardner R A. Numerical analysis of turbulent pipe flow in a transverse magnetic field[J]. International

journal of heat and mass transfer, 1997, 40(8): 1839-1851.

[10] 侯俊, 毛洁, 潘华辰. 磁流体管流的层流与湍流模型数值模拟[J]. 核聚变与等离子体物理, 2013, 33(01):

7-12.

HOU Jun, MAO Jie, Pan Hua-Chen. Numerical simulation of laminar and turbulent flow models of

magnetofluid tube flow[J]. Nuclear fusion and plasma physics, 2013, 33(01): 7-12.

[11] 李程, 毛保全, 白向华, 等. 磁约束下等离子体在火炮身管中的隔热特性研究[J]. 火炮发射与控制学报,

2018, 39(3): 6-10.

LI Cheng, MAO Bao-Quan, BAI Xiang-Hua, et al. Study of Thermal Insulation Characteristics of Plasma in

the Gun Barrel Under Magnetic Confinement[J]. Journal of Gun Launch & Control, 2018, 39(03): 6-10.

[12] ROBERTS P H. Singularities of Hartmann layers[J]. Proceedings of the Royal Society of London. Series A.

Mathematical and Physical Sciences, 1967, 300(1460): 94-107.

[13] 任楠. 混合熔盐传热蓄热介质的制备与热物性研究 [博士论文]. 北京: 北京工业大学, 2009.

REN Nan. Preparation and thermophysical properties of heat transfer and storage medium for mixed molten

salt [D]. Beijing: Beijing University of Technology, 2009.

[14] 方莹. 磁流体自由表面流动及传热特性的数值研究[博士论文]. 南京：南京航空航天大学, 2007.

FANG Ying. Numerical study of free surface flow and heat transfer characteristics of magnetic fluid[D].

Nanjing: Nanjing University of Aeronautics and Astronautics, 2007.

[15] Zhao Q J, Mao B Q, Bai X H, et al. Anisotropy of flow and heat transfer of gaseous MHD flows in a circular

tube under the control of transverse magnetic field: a preliminary study[J]. International Conference on

Energy Sustainability,2022,1-9.

[16] Gardner R A, Lykoudis P S. Magneto-fluid-mechanic pipe flow in a transverse magnetic field Part 2. Heat

transfer[J]. Journal of Fluid Mechanics, 1971, 48(1): 129-141.



1

中国工程热物理学会 学科类别

学术会议论文 编号：233363

卧式连续制备碳纳米管反应器内

流动特性研究
高辰宇 1，王鹏 2，楚电明 3，莫仕贵 4，何燕 5*，白文娟 6*

（青岛科技大学，机电工程学院，青岛 266061）

(Tel: 15265299593, Email: bwj2010best@126.com)
摘要：碳纳米管因其优异特性深受学者的关注，本文设计了一套连续化制备的卧式反应器，可实现其

连续化制备。气流对碳纳米管的生长十分关键，基于前期实验，采用流体动力学对反应器内流场进行

FLUENT 模拟，探究不同参数对流场的影响规律，进而得出最优操作参数。结果表明，加热温度在 1173K

下的气体温度差为 25K，873K 时为 10K，温度差导致密度差，致使反应器内气流呈循环流动，这种涡

流会降低碳纳米管的生长速率。因此调控参数，改善反应器内气体流动。

关键词：碳纳米管；化学气相沉积；数值模拟；反应器；流动特性

0 前言

21 世纪以来，纳米技术和纳米材料的快速发展为设计和制备高性能、多功能的新材

料提供了新的机遇。碳纳米管(Carbon nanotubes，CNTs)自 Iijima 等[1]发现以来，众多学

者对其进行了深入且广泛的研究。CNTs 拥有独特的一维空心结构、长径比达 104-106，
而且具有优良的导电性能、力学性能和传热性能等[2,3]。因此，CNTs 材料在纳米器件[4]、

储氢[5]、高性能复合材料[6]、场发射显示器[7]和超级电容器[8-10]等方面有着巨大应用潜力。

CNTs 不仅有如此优异的性质，而且制备方法比较多。其制备技术主要包括电弧放

电 [11,12]、火焰 [13,14]、激光烧蚀 [15,16]和化学气相沉积法 (Chemical Vapor Deposition，
CVD)[17-19]。CVD 是 CNTs 大量生长的最佳方法，该技术被科学界所吸引的一个重要原

因是其在较低的反应温度下即可生长，CNTs 成本更低、可控性更好，可实现 CNTs 的
定向生产等[20]。本文主要采用 CVD 法结合自主设计的设备，从而实现 CNTs 的连续化

生产。

目前，使用 CVD 法制备 CNTs 的操作过程通常是先将含有所需催化剂分子的溶液

或固体催化剂和基底先放入加热炉中缓慢加热到生成碳纳米管所需要的温度，缓慢加热

的过程可以使含有催化剂分子的溶液还原出催化剂，同时通入安全气体(如 N2)来起到隔

绝空气的作用，在到达指定温度后再通入碳源，从而在基底上生长 CNTs，最后经长时

间降温后取出样品。这种方法虽然普遍，但是他所耗费的时间成本太大。本工作对于时

间成本大、产量低等这类问题进行分析，自主设计了一套 CNTs 连续制备装置，可实现

生产同样质量的 CNTs 节省 50%以上的时间，以达到时间成本低、产量大、可连续性生

产的效果。然而，稳定的气流有助于生长质量较好的 CNTs，紊乱的气流会对 CNTs 的
质量造成较大破坏。对于新设计的反应器，需要对其内气流规律进行详细的探究。

CVD 过程受多个工艺参数的共同影响，如加热温度、气体组分和气体流速等。许

多研究者为追求到更好的沉积效果而不断实验，Chaisitsak 等[21]对反应器内沉积位置、
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度和载气流速等参数如何影响单壁碳纳米管的生长展开研究，然而实验耗费了大量时间。

Grujicic 等[22]使用数值模拟研究了 CVD 法生长碳纳米管过程中温度、浓度的影响，实验

模拟结果一致，Gakis 等[23]同样模拟出温度、压力和碳源流量等工艺参数的联合效应，

结果与同一过程的实验测量结果一致。

因此，本工作基于前期实验[24]的结论，运用 Fluent 对反应器内的气相流动进行了模

拟分析。改变流场的加热温度、混合气体组分比（气体分压）、气体流量等参数，分析

流场环境中各个变量对气体流动的影响，以探究各参数对 CNTs 生长的影响规律。

1 数值模拟

1.1 物理模型建立

为了研究不同区域对碳纳米管生长的影响，需要对反应器内流场进行了模型的建立，

确定计算域，如图 1 所示。其内径为 48 mm，长度为 1500 mm 的圆柱形结构，整个模

型分为两段，前半断为低温区，用于还原催化剂，后半段为高温区用于生长 CNTs。

wal wal

图 1 卧式反应器物理模型

1.2 数值计算模型

流体在流动过程中需要遵循质量守恒方程、能量守恒方程及动量守恒方程。

（1）质量守恒方程
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式中，ρ为常数，u、v、ω的分别为流体在 x 方向、y 方向、z 方向上的速度分量。

（2）动量守恒方程
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式中，ρ为不可压缩流体的密度，u、υ、ω的分别为流体在 x 方向、y 方向、z 方向

上的速度分量，Fx、Fy、Fz分别为各个方向单位质量流体受到的质量力，τ为流体切应力。
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（3）能量守恒方程
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式中，T 为温度，λ为导热系数，Cp为比定压热容。

1.3 网格及求解设置

数值模型采用四面体网格划分，网格模型如图 2 所示，不同模型的网格数量略有不

同，当设定加密区（出入口、管堵和瓷舟）的网格尺寸在 0.5 mm，其他区域的网格尺

寸是 5 mm 时，网格数量在 246 万左右；当设定加密区的网格尺寸在 1 mm，其他区域

的网格尺寸是 10 mm 时，网格数量在 58 万左右；当设定加密区的网格尺寸在 1.5 mm，

其他区域的网格尺寸是15 mm时，网格数量在25万左右；当设定加密区的网格尺寸2 mm，

其他区域的网格尺寸是 20 mm 时，网格数量在 15 万左右。经综合考虑计算的准确性和

耗时性，选择加密区的网格尺寸在 1.5 mm，其他区域的网格尺寸是 15 mm 的网格尺寸

进行模拟分析，具体网格参数设置如表 1 所示。常温常压下两种互溶气体采用单相流计

算，开启组分传递模型，粘性方程采用 Laminar 层流模型，采用双精度求解器，压力速

度耦合采用 Simple 算法，残差收敛标准默认精确到 0.001。
表 1 不同网格尺寸及数量

加密区进出口、管塞、瓷钟

区域中的单元格大小 (mm)

其余范围内的单

元格大小 (mm)
网格数量 正交平均质量

网格 1 0.5 5 2462544 0.76585

网格 2 1 10 579273 0.76096

网格 3 1.5 15 248731 0.74972

网格 4 2 20 158336 0.77125

图 2 网格模型

图 3 (a-c)速度云图，(d-f)温度云图

图 3 中(a)和(e)为出入口、管堵和瓷舟的网格尺寸在 0.5 mm，其他区域的网格尺寸

是 5 mm 时网格划分的计算结果(前者为速度云图，后者为压力云图)，(b)和(f)为出入口、

管堵和瓷舟的网格尺寸在 1 mm，其他区域的网格尺寸是 10 mm 时网格划分的计算结果，
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(c)和(g)为入口、管堵和瓷舟的网格尺寸在 1.5 mm，其他区域的网格尺寸是 15 mm 时网

格划分的计算结果，(d)和(h)为入口、管堵和瓷舟的网格尺寸在 2 mm，其他区域的网格

尺寸是 20 mm 时网格划分的计算结果，可以看出计算结果变化不明显，故计算网格是

无关性的。

工作条件设置：通过 Fluent 软件进行模拟 CNTs 生长的气流场环境，环境压力为

101325 Pa，环境密度为 1.225 kg/m3，重力加速度为 9.81 m/s2。图 1 中从左向右作为正

方向，多个流体入口分别为 inlet1，inlet2，流体出口为 outlet。低温区为 wall1，高温区

为 wall2。本文选取 Propylene(丙烯)和 Nitrogen(氮气)作为混合气体的主要成分。丙烯的

主要性质：密度为 1.7 kg/m3，热导率为 0.0168 W/(m·K)，粘度为 8.7e-06 kg/m·s，定压

比热容为 1.544 J/(g·K)。氮气的主要性质：密度为 1.138 kg/m3，热导率为 0.0242 W/(m·K)，
粘度为 1.663e-05 kg/m·s，定压比热容为 1.038 J/(g·K)。

边界条件设置：inlet1 流入的气体为氮气，inlet2 流入的气体为丙烯和氮气的混合气

体，按照实验所需，在 inlet1，inlet2 中根据流量大小改变气体速度大小及混合气体组份

比。在 wall2 中改变高温区的反应温度。各参数设置如表 2-表 4 所示。

表 2 wall2 温度为变量的边界参数

组别 wall2 温度/K 气份比例
入口 1 流量

/sccm

入口 2 流量

/sccm

入口 1 速度

/m/s

入口 2 速度

/m/s
载体

1 873 0.2 500 500 0.29488 0.29488 瓷舟

2 973 0.2 500 500 0.29488 0.29488 瓷舟

3 1073 0.2 500 500 0.29488 0.29488 瓷舟

4 1173 0.2 500 500 0.29488 0.29488 瓷舟

表 3 气体组分为变量的边界参数

组别 wall2 温度/K 气份比例
入口 1 流量

/sccm

入口 2 流量

/sccm

入口 1 速度

/m/s

入口 2 速度

/m/s
载体

5 1023 0.2 500 500 0.29488 0.29488 瓷舟

6 1023 0.4 500 500 0.29488 0.29488 瓷舟

7 1023 0.6 500 500 0.29488 0.29488 瓷舟

8 1023 0.8 500 500 0.29488 0.29488 瓷舟

表 4 入口 2 流量为变量的边界参数

组别 wall2 温度/K 气份比例
入口 1 流量

/sccm

入口 2 流量

/sccm

入口1速度

/m/s

入口2速度

/m/s
载体

9 1023 0.2 500 300 0.29488 0.17693 瓷舟

10 1023 0.2 500 400 0.29488 0.2359 瓷舟

11 1023 0.2 500 500 0.29488 0.29488 瓷舟

12 1023 0.2 500 600 0.29488 0.35386 瓷舟

13 1023 0.2 500 700 0.29488 0.41283 瓷舟

2 模拟结果分析
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气体稳定性和流动特性可用雷诺数来表示，如公式（6）所示。

Re=ρvd/µ (6)
其中ρ为气体密度；v 为气体速度；d 为当量直径；µ为气体粘度。

在模拟条件下，氮气和丙烯气体的雷诺数分别为 123.2 和 351.7，数值上远低于 2000，
因此理论上流体运动为层流。

2.1 wall2 温度为变量的结果数据分析

CNTs 的生长温度是能否生长的重要影响因素，改变加热温度，可以在适合 CNTs
生长的温度范围内探索出适合 CNTs 生长的稳定气流场。结合温度分布图 9，比较图 4
中 a、b、c、d，相邻的温度云图气体流动情况的变化微小。因此，将图 4a、4d 进行比

较分析，其气体流动情况发现产生了比较显著的变化，对于气体速度而言，随着温度的

升高，气体密度差也随之升高，导致石英管内的涡流速度增加，wall2 前端气体扰动影

响较大。

如图 4-图 8 所示，温度升高对流场是有影响的，但 873-1173 K 范围内温度差较小，

影响不明显。以 1073 K 为例子。丙烯和氮气的比热和导热率不同，丙烯的比热值是氮

气的近三倍，产生的吸热效果差距十分明显，丙稀的导热率也偏小，仅为氮气导热率的

一半，造就了丙烯吸热慢的效果，又因丙烯的密度略大于氮气，使其下沉在管下层，也

就形成了管内不同位置有着不同的加热温度。这是因为粘性流体中存在粘性力，这主要

是分子间作用力引起的，相邻两层流体作相对滑动或剪切变形时，由于流体分子间的相

互作用，会在相反方向上产生阻止流体相对滑动或剪切变形的剪应力。随温度的升高，

气体粘性增大。粘性应力的存在使流体的一部分机械能不可逆地转化为内能，并使流体

流动出现许多复杂现象。温度对 CNTs 的生长起着重要作用，进而不同的位置生长出不

同的 CNTs，管内温度分布如图 7 所示，前端瓷舟区域未完全处于加热温度范围，也就

意味着这个瓷舟的实际温度远远小于卧式反应器设置的加热温度，前端瓷舟区域横向截

面的温度分布可见图 7，截面的温度比较图如图 9(a)所示。

图 4 变量是 wall2 温度的温度云图 (a)873 K，(b)973 K，(c)1073 K，(d)1173 K

图 5 变量是 wall2 温度为 873 K 的温度云图和局部气速矢量图

图 6 变量是 wall2 温度为 1173 K 的温度云图和局部气速矢量图
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图 7 wall2 温度 1073 K 的温度云图和局部截面图

图 8 wall2 温度 1073 K 的气速云图和局部气速矢量图

图 9 (a)多截面温度对比图，(b)多截面气速对比图

如图 6 所示，气体混合物的速度矢量不是水平方向的，且 CVD 工艺的卧式反应器

内温度比气源温度高，当气体从相对较冷的环境进入到高温区域，气流之间的温度差导

致密度差，石英管内的气体流动以涡流前进。前端瓷舟上方的流体方向一致且较为密集，

被催化剂催化裂解的碳原子易于吹走，不益于 CNTs 生长。在气体通过气管和隔热塞的

间隙时，因空间狭小，气体速度会增加，对应管内气体流速呈现中部流速低两侧流速高

的现象。

2.2 混合气体组份比为变量的结果分析

混合气体组份比（气体分压）也是影响气流场的一个因素。图 10-图 12 可以看出随

着丙烯占比的增加，各速度云图末端的黄色区域颜色逐渐变淡，说明随着丙烯占比增多，

该区域的流速减慢。其次，随着丙烯占比增多，可以看出靠下壁面的高速气体区域向后

延伸，这使整个加热区达不到指定温度。随着丙烯占比的增加，气体流动趋于层流，床

层内流动较稳定，涡旋越来越小，符合上述分析的丙烯粘度小，不容易产生涡旋，有利

于形成稳定的流速特征。随着丙烯分压的减小，气体入口处气流扰动增强（图 11 和图

12）。图 11 中高温区前端的气流速度较大，且保持在下壁面处，同时位于瓷舟附近的

气流与上方的气流形成一种气体循环，称为二次流，这也是形成涡流的主要原因。前端

区域内流体的流动方向较为一致且密集，产生的裂解碳原子易于吹走，相反末端区域的

流体流动方向较为均匀和缓慢，较为利于碳原子的稳定。图 13 也对应上述分布情况。

因此，丙烯有着的较高比热容和较低导热率，随着丙烯占比的增多，同样条件下会存在

更多的未充分加热的气体，这样会使 wall2 前端的瓷舟加热不充分，使 CNTs 产量和质
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量降低。同时由于丙烯的粘度小，随着丙烯占比的增多，管内不易产生涡旋，会形成比

较稳定的流速特征。

图 10 变量是气份比例的温度云图 (a)0.2，(b)0.4，(c)0.6，(d)0.8

图 11 入口 2 混合气体比例为 0.2 的气速云图和局部矢量图

图 12 入口 2 混合气体比例为 0.8 的气速云图和局部矢量图

图 13 多截面温度比较图

2.3 气体流量为变量的结果分析

图 14 结合图 18 分析得出，加热区第一个瓷舟的上方橙黄色区域随着入口 2 流量的

增加逐渐明显，最终包围整个瓷舟，到 700 sccm 时逐渐变红，这表明前端瓷舟上方的

气体流速随着入口 2 流量的增加而逐渐加快，裂解的碳原子易于吹走，并且下壁面的高

速气体区域有所向后延伸，不利于碳原子与瓷舟内催化剂接触。

图 14 变量是入口 2 流量的气速云图 (a)300 sccm, (b)400 sccm, (c)500 sccm, (b)600 sccm, (e)700 sccm
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图 15 变量是入口 2 流量 300 sccm 的速度云图和局部气速矢量图

从图 15 和图 16 可以看出随着混合气体气速的增加，前端瓷舟上方的气体速度影响

变大。在高热的石英管中，垂直剖面上存在因较高温度产生的压差，致使瓷舟上方产生

涡流，相比于纯氮气，混合气体的粘度较小，形成的涡旋较小，如图 15(a)所示。但是

涡流的存在会扭曲层流，降低碳纳米管的生长速率，不利于碳纳米管的生长。在图 17
中，随着入口 2 流量的增加，前端区域下壁面气速逐渐增加。结合图 19，气体流速较低

时，混合气体会有部分堆积在前端下壁面，从而导致此区域的实际温度不及卧式反应器

设置的加热温度（图 17a）。当气体流速较快时，管内的混合气体会加速循环，减少前

端下壁面的气体堆积，但管内的涡流也会随入口2流量的增加而逐渐形成较大的涡流（图

17e）。

图 16 变量是入口 2 流量 700 sccm 的速度云图和局部气速矢量图

图 17 变量是入口 2 流量的温度云图(a)300 sccm, (b)400 sccm, (c)500 sccm, (b)600 sccm, (e)700 sccm

图 18 多截面气速对比图 图 19 多截面温度对比图

综上所述，改变不同操作变量（加热温度、混合气体组份比、不同气体流量）可以

看出，瓷舟的位置对反应器内流场的分布有较大影响，这与我们之前的实验结果一致[24]。

3 结论

本文对自主设计的可连续制备 CNTs 的卧式反应器进行了流场的数值模拟研究，为
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了验证前期的实验结果在该设备上的适用性，将模拟分析的结果与实验结果进行对比分

析，发现模拟结果与实验结果相似，都证明了不同位置的瓷舟对 CNTs 的产量和质量有

较大影响。为了得到最适合 CNTs 生长的稳定气流场，根据“单一变量”原则进行了三组

变量（加热温度、混合气体组份比、不同气体流量）的数值模拟，并对比了各变量对气

流场产生的影响，得出的结果如下：

（1）石英管内的涡流是由于气流之间的温度差导致的密度差不同产生的，气流温

度差导致了密度差，致使反应器内气流呈循环流动，这种流动将降低 CNTs 的生长速率。

第 4 个瓷舟处实际温度最高，在加热温度为 1173K 时，第 4 个瓷舟比前面第 3 个瓷舟的

实际温度值提升 25 K，而在 873 K 时，温度值提升仅在 10K。随着温度升高，气体密度

差也随之升高，从而导致石英管内的涡流速度增加。因此，在适合 CNTs 生长的温度范

围内，温度越低越有利于形成稳定的气流场。

（2）丙烯占比的增多有利有弊，但是只要有丙烯的存在，丙烯的高比热容和低导

热率都会造成瓷舟加热不充分，而丙烯是碳源不可避免，丙烯占比 20%的条件下，加热

区的温度波动高达 20 K，丙烯占比在 80%时，温度提升仅为 5 K，产生的漩涡会更少，

这种涡流会降低碳纳米管的生长速率，所以随着丙烯占比的增多利大于弊，会在 wall2
的末端瓷舟处形成比较稳定的流速特征，有助于 CNTs 的生长。

（3）随着混合气体气速的增加，前端瓷舟上方的气体速度影响变大，又因温度差

而存在的压差，会使瓷舟上方产生涡流。并且，随着气速增加，产生的裂解碳原子易于

吹走，不利于碳原子与瓷舟内催化剂接触。因此气体流量越小越容易形成稳定的气流场。
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摘要：本文基于多孔电极理论，构建锂空电池电化学模型，并对比了等温与非等温条件下电池内部的

电化学反应情况。结果表明，锂空电池具有较高的温度敏感性，电池内部电化学反应会显著受到温度

影响。电池内部过氧化锂沉积物、孔隙率及氧气浓度等参数随温度、放电深度及多孔电极位置等逐渐

发生改变。在非等温模型中，沉积物沉积速率，孔隙率等随着温度的改变具有显著改变，且均存在峰

值及最优解。上述因素对锂空电池放电性能具有显著影响。

关键词：锂空电池，非等温模型，电池热管理。

0 前言

锂空气(即锂-氧气)电池以其极高的能量密度(约 1000 Wh/kg)成为下一代电化学储能

技术中最具潜力的技术之一[1]。但在目前的锂空电池反应过程中，反应产物(过氧化锂，

Li2O2)堆积、电极孔隙演化以及电极表面钝化等过程阻碍了多孔电极孔隙中氧气(O2)和锂

离子(Li+)的传输和电极中电子的传递，并最终影响锂空电池的放电容量和循环寿命[2]，

因此通过理论分析与实验验证相结合的方法，研究锂空电池多孔电极内部多相传输过程

以及电极与孔隙结构演化过程，并分析影响其性能和寿命的机理，以提高其电化学性能。

由于锂空电池电化学过程中存在的反应产物堆积、电极孔隙演化以及电极表面钝化

等问题，严重影响锂空电池放电容量及循环寿命，因此对其内部复杂电化学行为(Li+和
O2在多孔电极上的输运、反应产物 Li2O2的行成、电极反应动力学、电极结构演变、活

性位点分布、副反应过程等)和多孔电极内能质传输过程进行研究，揭示锂空电池内部多

孔电极内多相传输及结构演化机理，对突破现有瓶颈，提高锂空电池放电容量以及循环

寿命具有重要意义。针对锂空电池存在的反应产物堆积、电极孔隙演化以及电极表面钝

化等问题，国内外学者在电化学模型构建、微观过程分析等方面开展了一系列工作，以

揭示其内部复杂电化学过程，实现充/放电性能及寿命的提高[2, 3]。

美国佛罗里达州立大学的 Zheng 课题组分析了不同体系、不同结构参数等因素对其

电化学性能的影响机理。2008 年，Zheng 等[4]构建基于不同电解液体系的锂空电池模型，

分析电解液对其电化学性能的影响，结果表明，水系电解液体系中，电池实际放电比能

量取决于多孔电极孔隙率。且相比于水系电解液体系，非水系电解液体系锂空电池充放



电过程中不消耗电解液，因此具有更高的实际能量密度。2010 年，Andrei 和 Zheng 等[5]

针对影响非水系锂空电池性能的各种因素进行分析。结果表明，在非水体系中，不均匀

的催化剂分布(仅在隔膜-正极界面上分布)比均匀的催化剂分布，具有更高的催化效果。

采用均匀分布的催化剂可以提高电池的电流密度和功率密度，但对比容量和能量密度没

有明显提高。通过抑制氧气入口界面的反应速率，可以延迟通道的堵塞。2014 年，Bevara
和 Andrei 等[6]通过分析不同微孔结构、孔径分布效应和电子通过放电产物的输运过程。

结果表明，虽然具有不同微观结构的孔中具有不同的动力学，但包含具有相似的能量和

功率密度。产物的堆积会增大界面电阻率，但在一定的范围内，沉积层的存在会使容量

增加约 10%，可能是归因于沉淀层的存在降低了正极空气的反应速率，从而延缓了反应

产物的继续形成。

Faghriz 等针对锂空电池内部电化学反应开展了一系列的研究工作[7]。2012 年，Li
和 Faghriz 等[8]通构建二维、瞬态、非等温传质模型，研究了 O2、Li+、Li2O2和温度在正

极中的分布，并分析了电流密度、电极厚度、孔隙率分布以及正极开放比例对放电容量

的影响。结果表明，Li2O2在电极/空气界面的沉积会造成电极深处可用孔隙的浪费。此

外，当电极较厚，开度较低且放电电流较高时，电极的利用率较低，需要采用具有特殊

孔隙率分布的电极，以提高放电容量。2015 年，Li 和 Huang 等[9]提出了一种新型的锂空

电池结构，以提高电池容量。该设计迫使电解液通过正极再循环，然后在电池外部的容

器中吸收饱和氧气。强制对流能够增强氧气的输送，缓解放电时电极堵塞的问题。该工

作依然是基于二维、瞬态、非等温传质模型进行了相关验证。结果表明，该结构在所有

电流密度下都能提高电池容量，且该有源电极代替传统的无源电极，其容量可以增加 15.5
倍。2016 年，Huang 和 Faghriz 等[10]提出了一种采用变形网格法追踪锂空电池中电解液

在电极中的动态位置，并研究了放电过程中电解液的液位下降对放电性能的影响，其中

电解液液位的下降是由于固相体积减小和电解液溶剂蒸发引起的。结果表明，忽略电解

液液位的下降，会造成低估电池 22.5%的放电容量。此外，关于对 Li2O2沉积物的分布，

其体积分数最大值出现在正极的中部位置，而不是之前预测的位于顶部表面。如果将空

气纳入计算范围，考虑电池与周围的相互作用，包括溶剂蒸汽和氧气在环境中的扩散，

对采用具有会挥发电解液的电池，将气体从5 cm增大到15 cm会导致放电容量增加72%，

但代价是损失大量电解液。Zhao 课题组针对非水系锂空电池中反应产物沉积过程进行了

深入的研究[3]。2015 年，June 和 Zhao 等[11]建立一位数学模型，重点考虑放电电流密度

对反应产物 Li2O2 形貌的影响，预测了沉积层在极低和极高的电流密度下，沉积层为岛

状和板块状，并分析了不连续沉积层对有效表面积的影响，以及在不同厚度条件下对电

池性能的影响。同年，Tan 和 Zhao 等[12]认为在非水系锂空电池中，固体沉积物 Li2O2需

要被电化学氧化，因此放电过程中反应产物的形貌，与电池容量和可逆性密切相关。实

验分析结果表明，在给定的放电电流密度下，Li2O2的形态随工作温度的变化几乎保持不

变，但尺寸随温度的升高而减小，且在一定的温度下，产物的形态随放电电流密度的变

化而变化。因此，对于非水系锂空电池的放电容量、充电电压，和循环性能受到温度的

影响。当前非水系锂空电池大多局限于纯氧环境，为促进商业化的推广与应用，对其在

实际环境条件下的性能进行分析至关重要，因此，2016 年，Tan 和 Zhao 等[13]对不同湿



度条件下的非水系锂空电池的循环性能进行研究，结果表明，在较高湿度条件下，由于

行成 LiOH 的放电电压高于行成 Li2O2 的放电电压，而分解 LiOH 的充电电压低于分解

Li2O2的充电电压，因此增加放电产物中 LiOH 的含量是提高放电容量的关键。此外，为

了使非水系锂空电池能在潮湿的环境中工作，除了保护锂负极不受水的影响外，还需要

设计一个能够催化分解 Li2O2和 LiOH 能力的正极。2017 年，Ren 和 Zhao 等[14]考虑电极

表面和质子电解液之间竞争性吸收放电中间产物 LiO2的过程，并且分别考虑了多孔电极

内部的氧吸附过程和固相表面的还原反应、超氧化物溶解于电解液及其吸收过程。通过

瞬态分析和空间分析来确定电池性能的限制步骤，包括氧气的输送和最终产物的沉积过

程，研究界面氧化还原反应和超氧化物的溶解动力学。此外，还研究了正极微结构对电

池性能的影响，结果表明，电解液对超氧化物 LiO2的溶解能力对提高放电容量至关重要。

Bessler 等针对锂空电池中电解液对其性能的影响进行了一系列研究 [15]。2013 年，

Horstmann 和 Bessler 等[16]提出了包含气体扩散电极和 LiOH 沉淀的锂氧电池动态过程，

证明了气体扩散电极能够消除由于溶液中氧气传输缓慢而造成的功率限制问题，并说明

了 LiOH 倾向于在正极一侧沉淀。2015 年，Grübl 和 Bessler 等[17]采用多物理连续体模型，

研究了水(碱性)锂空电池的 7 种电池设计概念，以预测其在比能量和比功率放电的行为

和性能。在该研究中，同样提出了一种采用外罐内含有饱和氧的流动正极和氧化流动隔

膜。2016 年，Grübl 和 Bessler 等[18]认为非水系电解液锂空电池体系中充电过程表现较高

的过电压，表明了其充/放电反应机制的不对称，因此对其循环过程进行了动力学建模和

模拟研究。模型包含了沉淀行成 Li2O2 的多步反应机理，耦合到一维多孔电极输运模型

中，研究了非对称放电/充电特性。物种浓度的时空分析揭示了并对溶解氧和反应产物在

正极放电过程中的不均匀分布。此外，锂空电池内部部分反应机理有待进一步研究，无

法用模型构建的方法重现。2017 年，Mayur 和 Bessler 等[15]构建二维多物理模型，分析

不同电解液体系的传输特性，电极饱和特性对放电性能的影响，并进一步分析了锂空电

池设计过程中的性能限制因素。综上所述，影响锂空电池放电性能以及循环寿命的主要

因素依然来自于电极结构及形貌[19]、反应物的沉积与电极钝化[20]、多孔电极中的多相传

输等[21, 22]，此外，由于其充放电过程的复杂性，仍然存在一部分反应机理仍然不清楚，

需要通过进一步的研究[23, 24]。基于上述研究进展，本项目深入分析锂空电池电化学反应

过程，旨在揭示内部氧气、电解液多相传输过程以及固相电极结构演化机理，以提高锂

空电池的电化学性能及寿命。

本文针对锂空电池构建基于多孔电极理论的锂空电池电化学模型，对等温与非等温

条件下电池内部的电化学反应进行分析，并对等温条件下的电化学过程进行分析。结果

表明，锂空电池受到温度影响，其内部电化学反应会显著受到温度影响。电池内部过氧

化锂沉积物、孔隙率及氧气浓度等参数随温度、放电深度及多孔电极位置等逐渐发生改

变。在非等温模型中，沉积物沉积速率，孔隙率等随着温度的改变具有显著改变，且均

存在峰值及最优解。本文的研究对指导锂空电池性能优化及应用具有重要意义。

1 模型构建及验证

1.1 控制方程

在锂空电池中，多孔碳电极为氧气的电化学还原反应提供场所。在此过程中，外部



空气中的氧气溶解在电解质中，流经正极的孔隙，在活性位置与锂离子发生反应。因此

本文主要考虑锂空电池多孔电极内部的传输情况：

电极界面反应动力学表达式如式(1)所示：

(1)

其中，iloc 为交换电流密度，n 为电子数量，F 为法拉第常数，ka为负极电导率，CLi2O2

为过氧化锂浓度，CLi+为溶液中锂离子浓度，CO2为溶液中氧气浓度，kc为正极电导率，

η为过电势，R 为气体常数，T 为温度。反应过电势为：

(2)

其中，φs为固相电势，φl为液相电势，∆φfilm为电极表面膜阻过电势，Eeq为平衡

电势。电极表面膜阻过电势会受到反应产物的影响：

(3)

其中，Rfilm 为表面膜阻，ℇLi2O2为过氧化锂体积分数。过氧化锂在溶液相中的体积分

数如下所示：

(4)

液相中过氧化锂的含量需要同时考虑在溶液中的最大溶解率及其变化情况。而在沉

积相中的体积分数如下所示：

(5)

如上所示，沉积相中的含量同样需要考虑最大溶解量，因此过氧化锂孔隙率的变化

情况如下所示：

(6)

局部有效表面积的变化情况如下所示：

(7)

由于温度对电池内部电化学反应过程具有显著的影响，因此采用 Arrhenius 公式进

行温度修正，修正公式如下所示：

1 1exp( ( ))ref
ref

E
R T T

     (8)

本模型的假设如下：

（1）正负极均为均匀结构；

（2）正负极电极中的副反应不予考虑；



（3）忽略电池内部的接触电阻；

1.2 模型验证

本文首先对基于电化学模型的锂空电池等温性能进行计算，与实验结果对比，如图

1a 所示，等温模型中，数值计算结果在一定程度上能够匹配实验结果，但误差相对较大，

而引入非温度对模型的影响后，数值计算结果能够较好的与实验结果相匹配(如图 1b 所

示)。

图 1 模型放电曲线与实验曲线对比(a)等温模型，(b)非等温模型

2 锂空电池电化学性能分析

2.1 锂空电池过氧化锂沉积规律

锂空电池反应产物为过氧化锂，其在不同条件下的沉积情况如图 2 所示。本文同时

研究在等温与非等温条件下，电池内部过氧化锂体积分数在不同 SOC 条件下的变化情

况。由计算结果可知，等温与非等温条件下过氧化锂在电池内部的沉积情况不同。此外，

电池内部不同位置处，过氧化锂的沉积比例不同，此外，在不同放电倍率下，过氧化锂

沉积情况有明显差别。



图 2 过氧化锂在不同条件下的变化情况

在多孔电极中，随着位置的变化，过氧化锂的沉积比例逐渐发生增大，非等温条件

下的沉积速率明显增大。上述结果说明，温度对过氧化锂的沉积具有显著的影响。此外，

随着 SOC 的变化，过氧化锂的沉积情况也有明显的改变，但是 SOC 对过氧化锂的影响

相对较小。

2.2 锂空电池孔隙率演化规律

锂空电池内部孔隙率受到过氧化锂沉积物体积分数的影响，因此本文对锂空电池内

部孔隙率随电化学反应过程的变化规律进行分析，结果如图 3 所示。如图 3 所示，等温

模型与非等温模型计算得到的孔隙率变化趋势不同，非等温模型中孔隙率的变化速率明

显大于等温模型中，该结果表明温度对孔隙率的变化具有明显的影响。此外，随着电极

内部位置的变化，孔隙率发生了明显的改变，表明反应随着位置的变化而改变。不同 SOC
条件下，孔隙率的变化情况同样有所区别，但其变化趋势相对较小。

结合上述锂空电池电化学反应过程中，电极内部过氧化锂随温度、位置和 SOC 的改

变情况，电极内部的孔隙率具有近似的趋势，该研究结果表明，电池内部的主要产物过

氧化锂的沉积，会对电池内部的孔隙率产生明显的影响，且产物过氧化锂的沉积收到温

度等反应条件的影响，因此电极内部的孔隙率同样随温度、位置及放电倍率等因素的影

响。



图 3 电池内部孔隙率在不同条件下的变化情况

2.3 锂空电池氧气浓度演化规律

锂空电池内部氧气是参与反应的主要反应物，其在电极内部的浓度情况影响了电池

内部的电化学反应过程。氧气在锂空电池电极内部的变化情况如图 4 所示。如图所示，

与非等温条件相比，等温条件下氧气浓度的变化趋势较慢，且随着放电倍率的增加，该

趋势逐渐明显，该结果表明，氧气在电极内部的反应收到温度的影响，且随倍率的升高

逐渐增大。此外，电极内部不同位置氧气浓度的分布不同，表明了在锂空电极多孔电池

内部，电化学反应情况不用，且随着放电倍率的逐渐增大，电化学反应越趋于表面，该

结果说明，放电倍率越大，锂空电池电极内部活性物质的利用率越低，不利于电池电性

能的释放，同时影响电池放电容量和寿命。此外，不同 SOC 条件下，锂空电池多孔电极

内部氧气的变化情况依然有所区别，其主要原因是在不同 SOC 条件下，对电极内部氧气

的消耗情况不同，因此氧气浓度会在随着 SOC 的改变而逐渐减小。

上述结果表明，温度会影响锂空电池内部的电化学反应速率，且当高倍率放电时，

电池活性材料利用率低，电池容量会收到明显影响。电池内部氧气随着放电深度的改变

而逐渐发生改变。



图 4 电池内部氧气浓度在不同条件下的变化情况

3 非等温条件下锂空电池电化学性能

3.1 放电性能分析

锂空电池在不同温度、不同放电倍率下电池的放电曲线如图 5 所示。如图所示，在

低倍率情况下，随着温度的升高，放电容量稍微有所提高，而在高倍率情况下，随着温

度的升高，放电容量会有所降低。此外，随着放电倍率的增加，放电过程中的电压会有

所改变。

图 5 不同温度、不同放电倍率条件下的放电曲线对比

3.2 非等温条件下电化学过程分析



图 6 非等温条件下电池内部电化学反应过程分析

非等温条件下，锂空电池内部的孔隙率和沉积物沉积情况随温度及放电倍率的变化



情况如图 6 所示。不同倍率条件下，过氧化锂沉积物随温度的升高具有明显的降低趋势，

且在无量纲尺度上，存在峰值。此外，在不同倍率条件下，对电池内部的沉积物情况影

响趋势不同。与之相对应的，在不同倍率条件下，锂空电池电极内部孔隙率随温度的升

高逐渐降低，且孔隙率同样存在峰值。此外放电倍率同样会显著影响电池内部的孔隙率。

4 结 论

本文通过构建基于多孔介质电化学模型的锂空电池电化学模型，首先对比分析等温

与非等温条件下电池内部的电化学反应情况，并对非等温条件下电池内部的电化学过程

及其放电性能进行分析，具体结论如下：

(1)温度对电池内部低电化学过程具有显著影响，因此电化学锂空电池电化学模型中

需要引入温度对电化学过程的影响，非等温模型相比与等温模型更具有应用价值。

(2)过氧化锂沉积速率、电极孔隙率及电极内氧气浓度均受到放电倍率、放电深度以

及电极位置的影响。随着放电倍率的增大过氧化锂沉积速率逐渐加快，孔隙率逐渐减小，

氧气消耗加快，且电化学反应逐渐趋于电极外层，电池内部活性物质不能有效利用，影

响电池放电性能及寿命。

(3)在非等温条件下，电池内部多孔电极过氧化锂沉积物及孔隙率均随温度的升高逐

渐发生变化，过氧化锂沉积物逐渐增加，而孔隙率相应减小。无量纲分析中，过氧化锂

沉积物及孔隙率在均存在峰值，表明对与内部电化学反应存在最优反应条件，锂空电池

放电性能受到温度的显著影响。
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摘要：质量引射现象广泛存在于高超声速飞行器主、被动热防护系统中，厘清该效应对气动热环境的

影响对飞行器高效热防护系统设计至关重要。针对这一问题，发展了质量引射条件下的气动热环境数

值计算方法，开展了高超声速来流下引射气体质量流率的大小和空间分布对气动热环境影响规律的数

值模拟研究。结果表明，质量引射将改变近壁面的速度场、温度场及二者间的协同关系，导致传热减

弱；引射气体质量流率空间分布也将影响壁面冷却效果。

关键词：质量引射；气动热环境；高超声速；数值模拟

0 前言

高超声速飞行器面临着严峻的气动热环境，研究人员发展了各种热防护系统以保障

飞行器热安全。发汗冷却、气膜冷却和烧蚀防热等主、被动热防护系统中广泛存在着流

体自飞行器表面射出进入流场的现象，即表面质量引射[1]。例如：烧蚀防热中的热解、

融化、蒸发/升华和各类化学反应等过程均涉及表面质量引射现象，酚醛材料在 1037 K
的温度下，气化率将达到 50%，释放的热解气体将引射入流场[2]；Reynier P 的调查显示，

当 NASA 星尘号重返地球大气层时，其材料表面质量引射的注入率可能高达 13% [3]。高

超声速飞行器表面质量引射会对壁面附近的流场和传热造成较大的影响，Ahn H K 对先

锋号金星进入器进行了数值模拟研究，结果表明，在进入金星大气的过程中，如果忽略

材料烧蚀导致的质量引射对气动热环境的影响，可能会导致壁面热流高估 55-60% [4]。

针对表面质量引射的计算研究自上世纪 50 年代左右开始，Emmons H W 等人发展了

考虑表面质量引射/抽吸的平板布拉修斯解[5]，Mickley H S 等人发展的薄膜理论是分析考

虑边界层内质量引射的早期方法[6]。Marvin J G 等人通过对壁面上流函数的边界条件进

行改进，发展了一种考虑表面质量引射的非相似边界层方程[7]。目前在预测考虑烧蚀防

热系统的气动热环境时，常采用的工程计算方法是引入质量引射系数模拟表面质量引射

对气动热环境的影响，在薄膜理论的基础上，研究人员根据质量引射时的光滑壁热流与

无质量引射时的光滑壁热流之比总结出了质量引射系数的工程关联公式[8-10]。工程计算

方法的优点在于可使问题得到简化，但不便研究表面质量引射对流场产生影响进而导致



传热变化的机理规律，且相较于数值模拟，通用性方面有一定的局限。

随着近年来计算机技术的飞速发展，表面质量引射相关数值计算方法研究逐渐增多，

在研究表面质量引射条件下的数值计算方法时，开发描述表面质量引射行为的边界条件

是一个重要问题[11]。在气膜冷却的数值计算研究中，往往将射流孔处或射流通道入口处

设置为压力、速度或流率入口边界条件，将无射流孔的区域设置为粘性固壁边界条件，

以模拟气膜冷却中的表面质量引射效应[12-14]。针对高超声速飞行器的发汗冷却和烧蚀防

热中的表面质量引射问题，其物理特征和气膜冷却中的质量引射问题有所区别，需要边

界条件能同时反映出粘性固壁属性和射流效应。Martinelli S 等人在 NASA ARC（NASA
Ames Research Center）的高超声速解算器 DPLR 上开发了一种质量引射边界条件[15]，该

边界条件在粘性固壁边界条件的基础上，对动量守恒方程进行了改进，以模拟表面质量

引射行为。但该边界条件在国内报道较少，且 DPLR 等国外高超声速解算器未公开。

本文针对高超声速飞行器主、被动热防护系统中常见的表面质量引射现象，通过实

现可引射条件空间非均匀输入的质量引射动量边界条件，发展了表面质量引射条件下的

气动热环境数值计算方法，并进行了算例验证。基于上述数值计算方法，以二维钝锥面

为对象，开展了高超声速来流下表面以不同质量流率大小和空间分布引射时的气动热环

境数值计算，研究了引射气体质量流率大小和空间分布对气动热环境的影响规律，以期

为更精准的预测飞行器气动热环境和高效热防护系统的设计提供支撑和参考。

1 表面质量引射条件下的气动热环境数值计算方法

1.1 气动热环境数值计算方法

本文基于课题组研发的具有完全自主知识产权的热环境/热响应耦合计算分析平台

（CAPTER）进行发展和研究，该平台包含数值求解高超声速气动热环境等模块，已通

过大量的算例验证，具有较强的工程适用性[16]。

1.2 可引射条件空间非均匀输入的质量引射动量边界条件

质量引射动量边界条件在粘性壁面边界条件的基础上，通过改变壁面网格点和临近

壁面第一层网格点之间的动量守恒方程，模拟质量引射行为，如图 1 所示。质量引射边

界条件的输入端为引射气体/壁面的温度和质量引射气体的法向质量流率，即：

Tw = Tconst ，m� n�� ,w = m� const (1.1)

其中，Tw 为引射气体/壁面的温度，m� n�� ,w 为质量引射气体的法向质量流率，Tconst 和 m� const

表示温度和质量流率的赋值。类似于粘性壁面边界条件，壁面上非法向的速度依然服从

无滑移和无穿透的假设；法向速度由表面引射气体的法向质量流率和壁面上的密度求得：

v θ�� ,w= v τ�,w= 0 ，v n�� ,w = m� n�� ,w ρw (1.2)

质量引射动量边界条件与粘性固壁边界条件的不同之处，在于壁面网格点和临近壁面第

一层网格点之间采用了动量守恒方程：

Pw + ρwv n�� ,w
2 = Pnw + ρnwv n�� ,nw

2 (1.3)

其中下标 nw 代表临近壁面第一层网格点上的值。通过上述方程，可以求得壁面上的密



度。壁面上的压力由温度和密度求得，此时壁面上的压力梯度不再等于零：

Pw = R Tw ρw (1.4)

至此，边界上的所有变量都被赋值或求解得到，在 CAPTER 中质量引射动量边界条件的

计算流程如图 2 所示，质量引射动量边界条件可表示[17]：

Tw = Tconst vθ�� ,w = 0 vτ�,w = 0

ρw =
Pnw+ρnwvnw

2 + Pnw+ρnwvnw
2 2-4�gTwm� n�� ,w

2

2�gTw

vn�� ,w =
2�gTwm� n�� ,w

Pnw+ρnwvnw
2 + Pnw+ρnwvnw

2 2-4�gTwm� n�� ,w
2

Pw =
Pnw+ρnwvnw

2 + Pnw+ρnwvnw
2 2-4�gTwm� n�� ,w

2

2

(1.5)

在此基础上，本文对计算功能进一步拓展，发展了引射条件的空间非均匀赋值计算

功能，可对壁面上每个网格点处的引射气体/壁面温度和引射气体质量流率赋值，即公式

(1.1) 变为：

Tw x, y, z = Tconst x, y, z ，m� n�� ,w x, y, z = m� const x, y, z (1.6)

图 1 质量引射动量边界条件示意图 图 2 质量引射动量边界条件计算流程

1.3 算例验证

本文通过对比基于该计算方法得到的数值计算结果、Marvin, J G 等人得到的非相似

边界层方程计算结果和 NASA ARC 3.5-ft 风洞实验数据[18]，对该气动热环境数值计算方

法进行考核。实验采用的模型为由多孔介质制成的锥体，在无引射区域加装了流体无法

通过的套子。数值计算、非相似边界层计算得到的壁面热流结果和对应的实验壁面热流

数据如图 3 所示，本文选取了无引射、引射注入率为 0.04%和 0.08%三个条件。结果表

明，本文发展的表面质量引射条件下的气动热环境计算方法得到的壁面热流结果与



Marvin J G 等人得到的实验数据和非相似边界层方程的计算结果较为一致且趋势相同。

图 3 数值计算和 Marvin, J G 等人得到的壁面热流结果对比

2 计算模型与计算条件

本文采用二维钝锥面模型作为数值计算的几何对象，其头部半径为 50 mm，半锥角

为 5°，模型全长 250 mm。根据该几何模型绘制流场区域网格如图 4 所示，第一层网格

高度为 10-6 mm。流场区域的边界条件设置如图 5 所示，对应设置自由来流边界条件、

超声速出流边界条件、对称面边界条件。针对模型表面，为方便后文计算设置和分析，

将其分为表面区域 1（0mm ≤ X < 45.64mm）、表面区域 2（45.64mm ≤ X < 149.20mm）和

表面区域 3（149.20mm ≤ X ≤ 250mm），对表面区域设置粘性壁面边界条件或质量引射动

量边界条件。高超声速自由来流和引射气体均为空气。为研究表面质量引射气体质量流

率大小对气动热环境的影响规律，计算条件如表 1 所示。

为研究引射气体质量流率空间非均匀分布对气动热环境的影响规律，对表面区域 1
引射时，引射气体质量流率在模型表面的分布进行非均匀输入，沿模型表面母线上的各

算例引射气体的质量流率分布如表 2 和图 6 所示。以上设置的五种质量流率分布在引射

区域的总流量相同，便于控制变量以研究引射气体质量流率空间分布对气动热环境的影

响规律。除引射气体质量流率外，其他计算条件与表 1 一致。

图 4 二维钝锥面模型的流场区域网格 图 5 二维钝锥面模型算例边界条件设置示意图



表1 变引射气体质量流率大小算例的计算条件

来流马赫数 7

飞行高度（km） 30

粘性壁面温度（K） 300

引射气体温度（K） 300

引射气体质量流率（kg/(m2∙s)） 0.05 kg/(m2∙s) ≤ m� ≤ 0.5 kg/(m2∙s)

表2 引射气体质量流率沿模型表面母线上的5种分布

表面区域 0 ≤ S < 24.713 mm 0 ≤ S < 24.713 mm 49.426 < S ≤ 74.139 mm

均匀分布 0.0638 kg/(m2∙s)

分布 1 以线性函数 m� = - 0.00165S + 0.125 分布

分布 2 以线性函数 m� = 0.00165S + 0.125 分布

分布 3 0.0944 kg/(m2∙s) 0.0638 kg/(m2∙s) 0.0331 kg/(m2∙s)

分布 4 0.0331 kg/(m2∙s) 0.0638 kg/(m2∙s) 0.0944 kg/(m2∙s)

图 6 引射气体质量流率沿模型表面母线上的 5 种分布

3 结果与讨论

3.1 引射气体质量流率大小对气动热环境的影响规律

在上述计算条件下对模型进行数值计算，得到无引射和表面区域 1 以不同质量流率

（0.1kg/(m2∙s)、0.2kg/(m2∙s)、0.3kg/(m2∙s)）引射时沿模型表面母线上的壁面热流，如图

7 所示。可以观察到，表面质量引射会降低引射区域当地和下游无引射区域的壁面热流，

且随着引射气体质量流率的增大，冷却效果越来越好。根据过增元的场协同理论[19]，引

射气体从表面离开进入流场，会使壁面附近的流场发生变化，此时壁面附近的热流和速

度方向的夹角会变大，增厚了边界层，减弱了对流传热的强度，且引射气体速度越大，

效果越明显，图 8 展示了不同引射流率（0.1kg/(m2∙s)、0.3kg/(m2∙s)）下引射区域近壁面

的流线。图 9 展示了无引射和表面区域 1 引射以不同质量流率（0.1kg/(m2∙s)、0.2kg/(m2∙s)、
0.3kg/(m2∙s)）引射时 X=0mm 处壁面附近法向上的温度，结果显示，随着引射气体质量



流率增大，壁面附近的温度梯度降低，这一现象将进一步反映为壁面热流降低，与前述

的影响规律吻合。

图 7 无引射和表面区域 1 以不同质量流率引射时沿模型表面母线上的壁面热流

(a) 质量流率为 0.1 kg/(m2∙s) (b) 质量流率为 0.3 kg/(m2∙s)

图 8 不同引射气体质量流率下引射区域的近壁面流线分布

从图 7 展示的壁面热流结果中还可以发现一个特点，在引射区域与下游无引射区域

交界处，壁面热流值最低，这是因为气体引射速度由 vn�� ,w = m� n�� ,w ρw 得到，在相同质量

流率下，随着密度沿模型表面向后逐渐降低，气体引射的速度将逐渐增大，根据前述规

律可知，沿壁面母线的引射气体速度的变化会导致对流传热强度的变化，图 10 展示了表

面区域 1 以不同质量流率（0.05kg/(m2∙s)、0.1kg/(m2∙s)、0.2kg/(m2∙s)、0.3kg/(m2∙s)）引射

时，沿表面区域 1 母线上的引射气体的法向速度，图 11 展示了无引射和表面区域 1 以

0.3 kg/(m2∙s)引射时沿模型驻点向后的不同位置处（X=0mm、14.6mm、50mm）壁面附近

法向上的温度，结果与前述分析吻合。

为进一步对质量引射带来的冷却效果进行研究，定义冷却效率为:

θ = 1 -
qw

qn
(3.1)

其中，qn 为无引射时的壁面热流值，qw 为表面质量引射条件下的壁面热流值。

图 12 显示了表面区域 1 引射和表面区域 2 引射时，不同引射气体质量流率

（0.05 kg/(m2∙s)、0.1 kg/(m2∙s)）下，沿模型表面母线的冷却效率。结果表明，无论是表



面区域 1 引射还是表面区域 2 引射，冷却效率最高的位置都是引射区域和下游无引射区

域的交界处，这是因为在该位置气体引射速度均达到最大，且累积了上游引射带来的冷

却效果。

图 9 无引射和表面区域 1 引射以不同质量流率引射时 X=0mm 处壁面附近法向上的温度

图 10 表面区域 1 以不同质量流率引射时

沿表面区域 1 母线上的引射气体的法向速度

图 11 无引射和表面区域 1 引射时

不同位置处壁面附近法向上的温度

图 12 表面区域 1 引射和表面区域 2 引射以不同质量流率引射时沿模型表面母线上的冷却效率



3.2 引射气体质量流率空间分布对气动热环境的影响规律

图 13 和图 14 显示了表面区域 1 无引射、以均匀质量流率引射、非均匀质量流率引

射分布 1 和分布 2 引射时的沿模型表面的壁面热流和冷却效率。如图所示，三种引射质

量流率分布引起的冷却特点有所不同。在驻点处，分布 1 的引射质量流率最大，故冷却

效果最佳，分布 2 的引射质量流率最小，故冷却效果最差，下降的热流几乎为零；但随

着模型表面向后，分布 1 的引射质量流率线性降低，沿模型表面冷却效率也逐渐降低，

而分布 2 的引射质量流率线性升高，沿模型表面冷却效率逐渐升高，直到引射区域结束

处达到最高，冷却效率才又逐渐降低，均匀分布时的冷却效果在 3.1 节已经讨论过，介

于分布 1 和分布 2 两者之间。

图 15 和图 16 显示了表面区域 1 无引射、以均匀质量流率引射和非均匀质量流率引

射分布 3 和分布 4 引射时的沿模型表面的壁面热流和冷却效率。如图所示，表面区域 1
以质量流率分布 3 和质量流率分布 4 引射时，壁面热流均有下降，但冷却效果因引射质

量流率分布的特点而有所不同；在驻点处，分布 3 的引射质量流率最大，故壁面热流下

降最多，分布 4 的引射质量流率最小，故壁面热流下降的最小；但随着模型表面向后发

展时，分布 3 的引射质量流率阶梯式降低，故沿模型表面的冷却效率在引射质量流率的

两个降低处（S=24.713mm、49.426mm）先下降，然后再逐渐上升，直到引射区域结束

达到最高后下降；而分布 4 的引射质量流率阶梯式升高，沿模型表面在引射区域结束前，

冷却效率一直升高，在引射质量流率两个升高处（S=24.713mm、49.426mm），冷却效

率的斜率增大，到无引射下游区域后，冷却效率开始逐渐降低；均匀分布时的冷却效果

介于分布 3 和分布 4 两者之间。

图 13 无引射、以引射流率均匀分布、分布 1 和

分布 2 引射时沿模型表面母线上的壁面热流

图 14 以引射流率均匀分布、分布 1 和分布 2

引射时沿模型表面母线上的冷却效率

下面对几种引射气体流率分布的冷却效果进行比较评估。图 17 和图 18 显示了前述

所有引射质量流率分布沿表面的壁面热流和冷却效率。引射流率分布 2 在模型表面能达

到的冷却效率最高，然后由高到底依次为分布 4、均匀分布、分布 3 和分布 1，冷却效率

最高的位置均在引射结束的位置，在无引射下游区域的冷却效率情况类似；但在驻点附

近位置，壁面热流下降的绝对值和冷却效率由高到底的排名则恰恰相反。这一现象可以

为实际的工程应用提供一定的参考，在评价以不同引射气体质量流率分布引射时降热效

果的优劣要结合实际情况，特别是要参考飞行器上最需要冷却的部位，同时还要兼顾冷



却效率；在相同引射流量下，根据工程需求优化引射引起的冷却效果。

图 15 无引射、以引射流率均匀分布、分布 3 和

分布 4 引射时沿模型表面母线上的壁面热流

图 16 以引射流率均匀分布、分布 3 和分布 4

引射时沿模型表面母线上的冷却效率

图 17 无引射和以各引射流率空间分布引射时沿

模型表面母线上的壁面热流

图 18 以各引射流率空间分布引射时沿模型

表面母线上的冷却效率

4 结 论

本文数值研究了引射气体质量流率的大小和空间分布对气动热环境的影响，得到了

如下结论：

（1）表面质量引射会影响近壁面的速度分布、温度分布以及速度场和温度场之间

的协同，增厚边界层，进而有效减弱引射当地和无引射下游区域对流传热强度，例如在

某典型高超声速来流条件下，当注入率仅为 0.6%时，二维钝锥面驻点处的冷却效率就可

达到 32%左右。引射气体的速度由引射气体质量流率和密度共同决定。在相同位置处，

引射气体质量流率越大，引射气体的速度越大，冷却效果越明显。引射气体质量流率相

同时，引射气体的速度由壁面上的密度分布决定，进而影响冷却效果。

（2）引射气体的质量流率空间分布会影响壁面热流下降值和冷却效率沿空间的分

布。当总流量一致时，可通过改变引射气体质量流率空间分布以优化冷却效果。

本研究可为更精准的预测飞行器气动热环境、减小飞行器热冗余和优化飞行器主动

热防护设计提供一定的支撑和参考。
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摘要：氧化还原液流电池的流道结构会影响电极内部电解液流场及活性组分浓度场的分布，进而影响

液流电池的运行性能。因此，合理的设计电极流道结构能够降低泵送损耗并提高活性组分的浓度分布

均匀性。本文提出了一种具有分形树状结构的流道结构（简称分形流道）。基于宏观尺度有限元方法，

根据液流电池实际运行特性，建立了三维非水系铁钒液流电池模型，模拟具有分形流道结构的液流电

池稳态运行过程。三维数值模拟表明，与传统蛇形流场相比，该结构降低了泵送损耗并且提高了活性

组分分布的均匀性。在流速为 1 mL/min，电流密度为 170 A/m2时，含分形流场结构的电池具有最高的

输出功率和最低的总损耗，表明分形流场结构在优化电池性能方面具有可行性，从而为非水系液流电

池的结构优化设计提供了理论参考。

关键词：液流电池，分形流场，对流传质过程，电化学反应

0 前言
随着科学技术的快速发展，能源危机与环境问题日益突出。石油、煤等传统能源不

仅会释放有毒气体、造成水污染，还会引起温室效应、引发能源危机[1-3]。因此，为促

进社会的可持续发展，人们希望采用风能、水能和太阳能等可再生能源代替传统的化石

能源[4]。然而，风能、水能和太阳能等可再生能源能量密度低、能量间断式供应且波动

性大，不能被有效的利用。因此，需要一种高效的储能技术来提高风能、水能和太阳能

等可再生能源的利用率[5,6]。
氧化还原液流电池(Redox flow battery, RFB)由于其容量设计灵活，安全性好，能量

效率高等优点被视为一种可靠的储能技术[7,8]。全钒液流电池作为其中的一种高效储能

技术，不仅具备其他液流电池寿命长、效率高、响应快和安全性高的优点，还能够有效

地消除交叉污染，是最具有发展潜力的储能装置之一[9-12]。然而，钒等电解液原材料

高昂的资金成本仍然是阻碍其商业化的主要原因[13]。因此，为了降低研究所耗的成本，

铁钒、铁铬等液流电池被广泛研究。其中，提高铁钒 RFB 的电解质利用率和功率密度

是降低成本的关键[14,15]。这需要最大化降低电池在充放电过程中的泵损耗和极化损耗，

其中，极化损耗包括欧姆损耗、激活损耗和浓差损耗[16,17]。
流道作为铁钒 RFB 的重要组成部分，对多孔电极中电解液流动和活性物质的传输

过程有重要的影响[18]。传统液流电池流道结构主要包括平行流道、指形流道和蛇形流

道。通常平行流道的肋下对流差，电解质不能充分渗入到多孔电极，导致电池的性能差，

所以 RFB 中一般不采用平行流场[17]。指形流场一般适用于流速不太大、电流密度不太
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高的场合，蛇形流场则一般适用于较高流速和较高电流密度的场合[13,20]。迄今为止，

研究者们对以上的传统流场做了大量的数值研究和实验研究，发现采用传统流道的基础

上的进一步优化改性，对液流电池运行效率提升的空间有限。因此，我们希望设计出一

种新的流场，以期在降低电解液泵功损耗的同时，能够提高液流电池的运行效率，从而

进一步促进 RFB 的商业化应用[18,21]。
受到自然界植物根系和主干脉分岔结构、人和动物血管分布以及河流网络等自发流

道拓扑结构的启发，相关研究者提出了具有分形树状结构的流道结构，以改善传统流道

的传热性能和水力性能，提高换热系统的工作效率[22-24]。目前，具有分形树状结构的

通道因具有较高的传热效率、较低的压力损失和流动阻力主要应用于电子冷却领域

[25-27]。考虑到这些优点，分形树状结构被引入液流电池流道结构设计中，用于改善传

统流道存在的电解液流道阻力较大和物质浓度分布不均匀等问题。因此，本文基于非水

系铁钒液流电池实际运行特性，分别构建了具有分形树状结构流道和传统蛇形结构流道

的三维单电池模型。利用有限元方法，模拟了电池在充放电过程中流场和电化学特性，

并且比较了不同流道结构电池在放电过程中的输出功率、极化损耗和压降损耗，从而为

非水系液流电池的结构优化设计提供了理论参考。

2 数值方法
2.1 模型构建细节

2.1.1 分形流道

分形流道构建步骤：（1）每一个具有相同高度 h 的矩形通道在下一层被分成两个分

支(n = 2)，每个分支的分岔角�相同(� = 90°)；（2）第 k 个分支层的流道长度和宽度均

遵循默里定律和幂律定律，具体公式为�� = �0 ∙ �
−�

��，�� = �0 ∙ �
−�

��，其中�0、�0分

别为初始流道长度和宽度，m，��、��分别为长度和宽度的维数；（3）递归生成分支 k
次，得到树状网络。图 1 具有分形流道结构的电池三维结构示意图。

图 1 具有分形流道结构电池三维结构示意图

2.1.2 蛇形流道

蛇形流道采用传统单蛇形流道结构，流道的高度与分形流道相同（h 相同），宽度与



分形流道的初始宽度相同（�0相同）。图 2 为具有蛇形流道结构的电池三维结构示意图。

图 2 具有蛇形流场电池三维结构示意图

2.2 非水系铁钒液流电池的反应描述

非水系铁钒液流电池电解质的制备：将氯化胆碱与尿素按摩尔比 1:2 混合，混合之

后进行磁搅拌至通澈透明状态的低共熔溶剂（deep eutectic solvent, DES）。分别向制备好

的 DES 中添加 0.1 Mol FeCl2 和 0.1 Mol VCl3 作为正负极电解液，则液流电池正负极发生

的氧化还原反应方程式可示为：

正极：��3+ + �− 放电
���
放电
���
放电
��� ��2+ (1)

负极：�2+ − �− 放电
���
放电
���
放电
��� �3+ (2)

2.3 模型假设

为了简化模型，减少计算，在构建模型中采用了以下假设：

(1) 电池中的所有区域温度相等；

(2) 电解质为不可压缩性流体；

(3) 电极、电解质和膜的物理性质为各向同性；

(4) 忽略了析氢、析氧等副反应。

2.4 控制方程

基于上一节提出的模型假设以及电池运行的基本过程，本小节简要说明了该数值模

型中的控制方程。电解质溶液在流道和多孔电极中均满足连续性方程，在流道和多孔电

极中的流动均遵循动量守恒定律[14]，因此可分别用纳维-斯托克斯方程[18]和达西定律

来描述：

∇ ∙ ��� = 0 (3)
� ��� ⋅ � ��� = � ⋅ −� + � ���� + ���� � (4)

�� + �
�

��� = 0 (5)

�∇ ∙ ��� = 0 (6)
式中ρ，�和�分别是电解液的密度，kg·m−3，粘度，Pa ∙ s 和速度，m ∙ s−1，�代表电极

的孔隙率。K 是电极的渗透率，m2，可以由 Carman-Kozeny 方程计算：



� =
��

2�3

��� 1−� 2 (7)

式中��是纤维直径，m， ���是描述多孔材料特性的 Carman-Kozeny 常数。

此外，电解质溶液包含多种离子（�2+, �3+, ��2+, ��2
+ , �+, ���4

− 和 ��4
2−离子），

因此需要考虑这些离子在多孔电极中传输过程，其传输过程受扩散、迁移和对流的控制，

可以表述为：

� ⋅ − ��
������ − ����

��������� + ��� ⋅ ��� = 0 (8)

式中��是物质的浓度，mol ∙ m−3，��是物质 i 的扩散系数，m2 ∙ s−1。F 是法拉第常数，� ∙

���−1； ��是物质 i 的电荷数，φ�是离子电势，V。��
��� = ��

���/��, ��
���

和��
���

是物质 i

的离子迁移系数和有效扩散系数，且有效扩散系数可由下式计算：

��
��� = �1.5�� (9)

由于 DES 溶液具有较小的扩散系数，因此电解液中的电流只依靠电迁移，并可由欧

姆定律给出：

�� =− ����� (10)

式中��是电解液电导率，S ∙ m−1。

电极中的电流同样也可使用欧姆定律来计算：

�� =− ��
������ (11)

式中��
��� = (1 − �)1.5��为电极的有效电导率，S ∙ m−1。

根据电荷守恒定律，离子电流密度和电子电流密度之间的关系可表示为：

��� =− ��� =− ��
����2�� =− ��

����2�� (12)

电极反应动力学由浓度依赖的 Butler-Volmer 方程计算：

�1 = �10
��� ���

�

��� ���
��� − �1.���1

��
−

��� ��
�

��� ��
��� − �1.���1

��
(13)

�2 = �2
0 �� ���

�

�� ���
��� − �2.���2

��
−

�� ��
�

�� ��
��� − �2.���2

��
(14)

式中�1和�2分别是正负电极所传递的电流密度，A ∙ m−3; ��� ���
� , ��� ��

� , �� ���
� 和�� ��

� 分别

代表��3+, ��2+, �3+和�2+的电极表面浓度，mol ∙ m−3； ��� ��� , ��� �� , �� ��� 和�� �� 分别

代表��3+, ��2+, �3+和�2+的体浓度，mol ∙ m−3。�1 和 �2分别为正负极的转移系数。�1

和�2分别为正负电极的过电位。

事实上，表面浓度与体浓度是不同的。��与��
�之间的关系可以由电极表面的反应速

率与扩散速率之间的平衡计算得出，如下所示[28,29]：



��� ���
� =

��� ��� +��_����−
��1
2��

��� ���
��� ��

+
��� ��
��� ���

1+��_���
�−

��1
2��

��� ��
+ �

��1
2��

��� ���

(15)

��� ��
� =

��� �� +��_����−
��1
2��

��� ���
��� ��

+
��� ��
��� ���

1+��_���
�−

��1
2��

��� ��
+ �

��1
2��

��� ���

(16)

�� ���
� =

�� ��� +��_����−
��2
2��

�� ���
�� ��

+
�� ��
�� ���

1+��_���
�−

��2
2��

�� ��
+ �

��2
2��

�� ���

(17)

�� ��
� =

�� �� +��_����−
��2
2��

�� ���
�� ��

+
�� ��
�� ���

1+��_���
�−

��2
2��

�� ��
+ �

��2
2��

�� ���

(18)

式中�� = ��/�表示从体到表面的反应物释放速率，�_��� 和�_���分别为正负极的反应速

率常数, m·s−1。

正负电极中氧化还原反应所产生的交换电流密度可以表述为：

�10 = � ⋅ �_��� ⋅ ��� ��
�1.� ⋅ ��� ���

�1.� (19)

�2
0 = � ⋅ �_��� ⋅ �� ��

�2.� ⋅ �� ���
�2.� (20)

正负电极中氧化还原反应所产生的过电位可以表示为：

�1 = ��_��� − ��_��� − ���_��� (21)

�2 = ��_��� − ��_��� − ���_��� (22)

式中∅�_���，∅�_���，∅�_���和∅�_���分别代表正负电极的固相电势和电解液电势，V；���_���

和���_���可由能斯特方程得出：

���_��� = ����
0 + ��

��
�� �� ���

�� ��
(23)

���_��� = ����
0 + ��

��
�� ��� ���

��� ��
(24)

式中����
0 和����

0 分别代表负极和正极的标准电极电位。

则电池在放电过程中的输出电压可以由下式计算得出[28]：

�cell = ��_������
�

(25)

式中 S 代表电极与集电器的接触面积。

2.5 边界条件



表 1 模型所施加的边界条件

守恒类型 边界含义 边界条件

动量守恒

入口设置流速边界 ��� =
�

� ⋅ �
出口设置压力边界 ���� = 0
其余边界为无滑移 �� ⋅ ��� = 0

电荷守恒

正极施加电流密度 ��
������ ⋅ ��� =− �

负极接地 �� = 0
其余边界绝缘 − ��� ⋅ �� = 0, − ��� ⋅ �� = 0

物质守恒

入口设置浓度边界

�� �� _�� = �0_��� ⋅ ���
�� ��� _�� = �0_��� ⋅ 1 − ���
��� �� _�� = �0_��� ⋅ 1 − ���

��� ��� _�� = �0_��� ⋅ ���
���_��� = 2�0_��� ⋅ ��� + 3�0_��� ⋅ 1 − ���
���_��� = 2�0_��� ⋅ 1 − ��� + 3�0_��� ⋅ ���

出口扩散通量为 0 − ��
������ ⋅ ��� = 0

其余边界通量为 0 − ��
������ − ����

��������� + ����� ⋅ ��� = 0

2.6 参数细节

表 2 模型选用参数

符号 参数 数值 单位

T 温度 298 K
DV(II) V2+的扩散系数 1.16×10-9 cm2 ∙ s−1

DV(III) V3+的扩散系数 1.16×10-9 cm2 ∙ s−1

DCl Cl-的扩散系数 1.55×10-8 cm2 ∙ s−1

DFe(II) Fe2+的扩散系数 1.83×10-9 cm2 ∙ s−1

DFe(III) Fe3+的扩散系数 1.83×10-9 cm2 ∙ s−1

αpos 正极传递系数 0.419 -
kpos 正极标准反应速率常数 6.35×10-6 cm ∙ s−1

σpos 正极电解液电导率 2.2 mS ∙ cm−1

μpos 正极电解液粘度 312 mPa ∙ s
αneg 负极传递系数 0.445 -
kneg 负极标准反应速率常数 1.02×10-5 cm ∙ s−1

σneg 负极电解液电导率 1.332 mS ∙ cm−1

μneg 负极电解液粘度 522.4 mPa ∙ s
σm 膜的电导率 0.3 S ∙ m−1

ε 孔隙率 0.90 -



a 比表面积 35000 m−1

σe 电子电导率 220 S ∙ m−1

df 碳纤维直径 1.5×10-5 m
L 电极长度 0.01 m
W 电极宽度 0.01 m
dt 电极厚度 0.002 m
d0 流道宽度 0.0007 m
h 流道高度 0.0007 m
Dl 长度维数 2 -
Dd 宽度维数 3 -
L_m 膜厚度 50.8 um

E0_neg 负极参考平衡电位 -0.26 V
E0_pos 正极参考平衡电位 0.769 V
C0_neg 初始钒浓度 0.1 mol ∙ L−1

C0_pos 初始铁浓度 0.1 mol ∙ L−1

Q 体积流量 25 mL ∙ min−1

ρ_pos 正极电解液密度 1242.74 kg ∙ m−3

ρ_neg 负极电解液密度 1246.74 kg ∙ m−3

KCK CK 常数 5.55 -

3 模型验证
通过 COMSOL 5.5 软件对上述所有模型方程进行了数值求解。其中，模型的几何结

构由 Creo 构建。为了验证数值模拟的可信度，确保数值模型可以精确模拟多孔电极的

渗流过程、对流传质过程和电化学反应过程，本文利用 COMSOL 5.5 软件进行了压力验

证和电化学反应验证。

3.1 压降验证

首先，将具有分形流道结构的非水系铁钒 RFB 的压降数值计算结果与实验结果[25]
进行对比，如图 3 所示。模拟过程中几何参数和操作条件与文献[25]的实验设置相同，

比较了不同纵横比条件下压降损失与雷诺数（Re）之间的关系（三种分形流道的初始宽

度分别为 125 mm，250 mm，375 mm，初始高度为 125 mm，定义纵横比α =初始高度/
初始宽度，即α= 1.0，α= 0.5，α= 0.333）。从图中可以看出，当α增大时，压降损失随之

增大；当 Re 增大时，压降损失也随之增大。模拟结果与实验数据吻合良好，最大误差

仅为 5.9%，表明所建立的非水系铁钒 RFB 三维模型的有效性。因此可以用该模型模拟

多孔介质流的渗透过程。



图 3 不同纵横比下实验与模拟压降损失比较图

3.2 电化学反应验证

图 4 为具有平行流场的非水系铁钒 RFB极化曲线数值计算结果与实验数据[29]对比

图。可以发现，在相同的入口流速（Q=0.2 ml/min）、温度（T=25 ℃）和 SOC=0.5 条件

下，模拟的极化曲线结果与实验数据吻合良好，最大误差仅为 6.1%，表明所建立的非

水系铁钒 RFB 三维模型是准确的。因此可以用该模型模拟电池内部的电化学反应过程。

图 4 模拟值与实验值极化曲线比较图

4 结果分析
本文通过比较具有分形流道结构的非水系铁钒 RFB 和传统蛇形流道结构的非水系



铁钒 RFB 内部电解质溶液流场分布和电化学性能探究两种流道对电池性能的影响。

4.1 电解质溶液流场分布

在液流电池运行过程中，压降损耗会直接影响泵送功率，进而影响液流电池的整体

效率。图 5 为不同电流密度条件下，分别含分形流道和蛇形流道结构电池的输出功率和

压降损耗随流速变化图。观察图(a)可以发现，当流速大于 1 mL/min 时，电池的输出功

率随流速增大变化不明显，这说明反应活性物质的供应已经充足；而观察图(b)的压降损

耗变化图可知，压降损耗随流速增大而增大，并且变化趋势表现为抛物型，说明较小的

流速增幅会引起压降损耗急剧增大，极大地增加了泵送功率。因此，通过电池输出功率

与压降损耗的综合分析，本文选取的流速研究范围为 0.1 mL/min~1 mL/min。此外，在

图 6(b)中，具有分形流道结构电池的压降损耗总是要小于具有蛇形流道结构电池的压降

损耗，这种现象可以解释为分形流道的分岔结构降低了流体流动的阻力，另一个原因是，

相比于分形流道，含蛇形流道的非水系铁钒 RFB 内部电解液从入口到出口的流动距离

最长，这也需要较高的压降。

图 6 不同电流密度条件下，分别含分形流场和蛇形流场结构电池的(a)输出功率，(b)压
降损耗随流速变化图

此外，在液流电池运行过程中，电极内部电解液的流速分布会影响活性物质的离子

传输特性，最终影响非水系铁钒 RFB 的充放电性能。为了探究不同的流道结构对液流

电池运行过程中物质传输的影响，本节在相同的进口流量条件下比较了不同流道结构下

的正极电解液在多孔电极内部的流速分布。图 7(a)和图 8(a)分别代表了分形流道和蛇形

流道结构下多孔电极中电解液流速分布云图，图 7(b)和图 8(b)分别为含分形流道结构和

蛇形流道结构的多孔电极从流场侧到膜侧电解液流速分布图，图 7(c)和图 8(c)分别为含

分形流道结构和蛇形流道结构的多孔电极中间厚度处电解液流速分布图，图中的黑色箭

头代表速度矢量方向。从这些模型中的三维流速分布图中可以看出，电解质溶液在电极

内部流动呈现出不均匀性。在这两种不同流道结构的液流电池中，从纵面（右上角的云

图）的流速分布图中可以发现具有分形流道结构的电解质流速略大于具有蛇形流道结构

的电解质流速，这有利于强化该区域的传质过程，降低该区域的浓差极化。从多孔电极

中间厚度处截面流速分布图中可以发现电解质溶液在分形流道和蛇形流道结构中的流

动方向基本上一致，在相同入口流速条件下，前者多孔电极中间厚度处的电解液流速较

后者均匀，从而有利于提高电极内反应活性物质的分布的均匀性[17]。



图 7 流速为 0.3 mL/min 时含分形流道结构的多孔电极中电解液流速分布云图，单位 m ∙
s−1,(a)三维切面云图，(b)截面 1 流速分布云图，(c)截面 2 流速分布云图。

图 8 流速为 0.3 mL/min 时含蛇形流道结构的多孔电极中电解液流速分布云图，单位 m ∙
s−1,(a)三维切面云图，(b)截面 1 流速分布云图，(c)截面 2 流速分布云图。

4.2 电化学性能

在液流电池的运行过程中，由于流场作用导致电解液流速分布的不均匀性会影响电

池的极化特性，最终增加液流电池的能量损耗。为了探究流道结构对液流电池运行性能

的耦合作用，本节比较了具有分形流道结构和蛇形流道结构电池的输出功率、极化损耗

和总损耗。



图 9 不同流速条件下，分别具有分形流道和蛇形流道结构的电池(a)输出功率，(b)极化

损耗随电流密度变化图

图 9 比较了不同流道结构下的非水系铁钒 RFB 的输出功率和极化损耗。可以发现，

具有分形流道结构电池的输出功率总是大于具有蛇形流道结构电池的输出功率，且随着

电流密度的增加，两者输出功率的差值也再增大。此外，当流速增加时，两者的峰值电

流密度显著提高，从而使电池整体运行性能提高，且随着电流密度的进一步增大，具有

分形流道结构的电池输出功率下降幅度要远小于具有蛇形流道结构的电池输出功率下

降幅度，这说明具有分形流道结构的电池适用电流密度范围更广，电池的输出效率更高。

观察图 9(b)可以发现，流速的增加会降低电池的极化损耗，这种现象可以解释为在较高

流速条件下，两种流道结构条件下的活性反应物质供应充足。此外，具有分形流道结构

电池的极化损耗要低于具有蛇形流道结构电池的极化损耗，这是因为具有分形流道结构

电池内部流速分布会更均匀，这与上段的研究成果一致。图 10 为不同流速条件下两种

流道结构的电池总损耗随电流密度变化图。当电流密度较小（小于 60 A/m2）时，两种

流场结构下的电池总损耗相差不大，流速为 1 mL/min 时两种电池的总损耗最高，这是

由于流速较大时压降损耗占主导地位。随着电流密度的增加，电池在高流速条件下的总

损耗相比于低流速条件下的总损耗增幅较小，且含分形流场结构的电池总损耗要远小于

含蛇形流场结构的电池总损耗。

图 10 不同流速条件下，分别具有分形流道和蛇形流道结构的电池总损耗随电流密度变

化图



5 结 论
本文提出了一种分形流道结构来改善非水系铁钒 RFB 的性能，利用有限元法建立

了宏观尺度下对流传质过程和电化学反应过程耦合作用的非水系铁钒 RFB 三维模型；

通过分形流道水利特性模型模拟层流条件下流道入口和出口处压降以及具有平行流道

结构的电池模型模拟电池的极化特性验证了该非水系铁钒 RFB 数值模型的有效性。此

外，本文还构建了具有传统蛇形流道结构的全电池三维模型，对比模拟研究了流道结构

对液流电池对流传质过程和放电过程中电化学性能的影响规律。主要的发现总结如下：

（1）在进口流量不变的情况下，不同流道结构下的流速差异较为明显。与蛇形流

道结构相比，分形流道结构下的电解液流速分布更均匀且流场侧到膜侧的电解液流速更

高，有利于强化对流作用和降低电池的浓差极化。

（2）在非水系铁钒 RFB 放电过程中，含分形流道结构的电池输出功率总是高于含

蛇形流道结构的电池输出功率，且在流速为 1 mL/min 时具有最高的输出功率，电池性

能较好。此外，在低电流密度（小于 60 A/m2）条件下，电解液流速不宜过高（小于 0.5
mL/min），避免较大的压降损耗；电流密度较高时，宜采用较高的电解液流速，降低电

池的极化损耗。
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摘要：本研究建立了一种应用于天然气埋地管道泄露扩散问题的快速预测方法，能够根据不同土壤孔

隙率和泄露时输送压力进行甲烷浓度的快速预测。本文建立的快速预测方法基于不同参数的数值计算

结果进行了特征正交分解和插值计算，实现了对甲烷浓度场的快速预测。经过将单一参数和多参数下

的 POD 快速预测结果与数值模拟结果进行对比，证明了本文快速预测方法的预测准确性，同时该方法

的平均预测耗时为 0.86 秒。该快速预测方法能够对天然气管道泄露事故应急措施的建立提供有力帮助。

关键词：天然气管道；管道泄漏；数值模拟；快速预测

0 前言

天然气作为一种清洁高效的可再生能源，在工业能源等领域的应用越来越广泛。天

然气埋地管道输送是一种实现天然气输送的常见手段，能够保证天然气的质量和安全性。

当天然气埋地管道发生泄露时，需要对泄露后天然气的扩散情况进行快速预测，及早发

现管道泄露风险区域并采取措施，避免或减小事故对人和环境造成的影响。

CFD 数值仿真技术是一种经济、高效且物理描述丰富的方法，被许多研究人员[1-8]
用于分析天然气埋地管道泄漏扩散过程。Wang 等人[1]通过数值模拟方法研究了不同泄

漏口尺寸、泄露位置、管道压力和土壤性质对土壤中的天然气浓度的影响。研究发现，

较大的泄漏口尺寸和管道压力，会导致更大的风险半径；而泄露口位置对泄漏口附近的

气体浓度分布有影响，对风险半径的影响较小；同时土壤性质对气体在土壤内的浓度分

布有较大影响。Bu 等人[2,3]采用数值模拟方法研究了不同泄露条件和土壤对甲烷泄露浓

度分布的影响，并建立了甲烷泄漏率和甲烷扩散预警边界的计算模型。Ren 等人[4]通过

实验和模拟方法进一步研究了土壤性质、分层结构和土壤温度对天然气扩散的影响，并

提出了预测天然气危险半径的关系式。另外，一些研究者[5-8]通过实验和模拟分析了不

同土壤孔隙率、管道泄漏孔径和泄漏压力等条件对泄漏质量流率的影响。尽管已有许多

针对埋地天然气管道在不同土壤条件和管道泄露条件下的燃气泄漏研究，但大多是针对

管道泄露后的泄漏率和天然气危险半径进行预测，未能提供气体浓度的时空间分布。另

外，数值仿真计算耗时较长，不能满足泄漏事故紧急响应的快速预测要求。

基金项目： 本研究得到了国家重点研发计划支持（2021YFB4001603，2022YFB4003701），国家自然

科学基金项目支持（No.52176161）



POD（Proper Orthogonal Decomposition，特征正交分解）快速预测方法是一种常见

的流场快速预测方法。特征正交分解能够针对复杂流场提取主次特征结构，并依据模态

系数来描述这些特征的幅度。同时，结合数值插值方法对模态系数进行计算，能够快速

在低维空间上对流场进行降阶预测，在实现快速预测的同时保证流场的预测精度。POD
快速预测方法已被广泛应用于预测污染物扩散[9,10]和高速射流[11]等领域。Nguyen 等人

[9]使用 POD 方法对液化天然气在加注过程中泄露气体羽流进行分析，能够快速预测不

同风向下加气站溢出气体分布情况。Ding 等人[10]通过 POD 方法对大规模城市地区的风

场进行分析，并建立了 POD-RBF 插值预测方法，能够根据风的方向和速度准确预测城

市内流动的主要特征和局部细节，其快速预测的计算用时相比数值模拟减少了 99%以上。

本文建立了一种针对天然气埋地管道泄漏扩散过程的 POD 快速预测方法，能够根

据管道泄露发生时的不同流动状态和土壤性质，快速预测天然气分布情况。首先通过

ANSYS Fluent 软件针对不同土壤和管道参数，计算多个天然气埋地管道泄露扩散流场样

本；然后使用 POD 方法对收集来的天然气浓度场分布样本进行降维分解，提取 POD 空

间基和模态系数；根据泄露时的土壤和管道参数，插值计算对应模态系数，并重建全局

天然气浓度场，实现气体泄露的快速预测。

1 计算模型与方法

1.1 数值模型

依据 GB 50028-2006《城镇燃气设计规范》要求，建立尺寸为 4 m × 4 m × 1.5 m 的

土壤空间，其中管道直径为 200 mm，管道埋深 1 m，如图 1 所示。管道泄漏扩散区域

建立为 1/4 几何区域。研究管道正上方发生小孔泄漏后天然气的泄漏扩散特性，泄漏孔

直径假设为 5 mm。

图 1 埋地天然气管道泄漏扩散几何结构图

将土壤视为均匀的各项同性多孔介质。天然气假设为纯甲烷。泄漏发生前土壤孔隙

间充满空气，忽略土壤中的水分。基于以上假设，埋地天然气管道泄漏扩散问题有如下

的质量、动量、能量和组分传递方程：
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其中�是土壤孔隙率, �是密度，��� 是速度矢量，��� 是重力加速度，��是动量方程源项，

��和��分别是流体总能和固体总能，�eff是介质的有效热导率，ℎ�是组分 i 的焓，��� �是组

分 i 的扩散通量，��是组分 i 的质量分数。通过动量方程源项考虑土壤的阻力影响，主要

有粘性阻力和惯性阻力。由于土壤在本研究中被视为各项同性多孔介质，因此土壤阻力

在各个方向均相同。
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其中�是粘度，��是平均土壤颗粒直径，1/�是粘性阻力系数，�2是惯性阻力系数。

计算中使用标准 k-epsilon 湍流模型。管道泄漏口选择压力入口边界，土壤边界选择压力

出口边界，管道壁面为壁面边界条件。初始条件下，土壤内初始化为空气，温度为常温。

计算中使用 PISO 速度压力耦合求解器，时间步长为 0.1 s，计算至泄露 10 分钟时停止。

现有研究发现，埋地天然气管道泄漏扩散主要受到管道压力和土壤特性影响。然而，

由于地理位置不同以及环境的影响，土壤特性并不确定，并且管道压力也会由于不同运

行条件而改变。因此文本建立一种快速预测模型，能够用于指定样本参数范围内的天然

气泄漏扩散预测，根据泄漏发生时的管道压力和土壤特性进行快速预测。在本研究中，

针对管道泄漏压力和土壤孔隙率为可变参数，表 1 为本研究中建立样本的参数范围。

表 1 管道泄漏样本参数范围

变量 取值范围

P 0.15~0.5 MPa
� 0.15~0.6

1.2 POD 快速预测

通过收集数值计算结果，可以依据不同参数组建一个的样本数据集��×�，其中 m 代

表了网格总数，n 代表了样本的参数数目，通常有� ≫ �。通过使用 POD 方法，可以将

样本数据集正交分解为空间基� 和模态系数�：
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�=1

�
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考虑到模拟涉及到的大网格数目，直接进行分解将耗费极大时间。因此可以将样本

数据集与自身转置相乘，得到时间相关矩阵，然后再进行特征值分解：
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时间相关矩阵��×�极大地减少了样本数据的尺寸，加快了矩阵分解运算。经过特征

值分解后，得到特征值�和特征矢量��×� = �1, �2, …, �� 。其中，特征值反映了各特征

矢量包含原数据样本的最大能量模，将其和对应特征矢量按照大小顺序排列并删除对总

能量贡献极少的部分，进一步减少内存和运算负担。POD 空间基可以根据下式计算得到：

�� =
1
��

��×���, � = 1,2, …, �

POD 空间基是一组正交基，将原数据样本集投影到该组空间基张成的空间上，最小

化原数据与该空间基的偏差，并得到对应模态系数：

�� = ��
� ∙ �, � = 1,2, …, �

通过线性组合模态系数和空间基，可以快速重建全局流场分布。根据需要预测参数

数值，对模态系数进行插值运算并结合空间基，可以实现新参数下的流场快速预测。其

中，根据样本数据分解计算空间基和模态系数是线下运算阶段，而所有的预测计算耗时

仅涉及插值运算和线性运算。该 POD 快速预测方法不仅能够实现快速预测，而且根据流

场的主次特征进行插值确保了预测的准确性。

2 结果与分析

在建立埋地天然气管道泄露扩散 POD 快速预测方法前，首先需要收集关于埋地天

然气管道泄露扩散数值预测的数据样本。指定管道泄漏样本参数，计算多个天然气埋地

管道泄漏扩散案例，将计算结果收集并组件样本数据集。在本研究中，针对孔隙率 0.15、
0.3、0.45 和 0.6；泄漏压力 0.15 MPa 和 0.5 MPa 的泄漏参数，计算 8 个案例作为样本。

然后，通过 UDF 实现对样本数据的 POD 分解，得到反映流场主次特征的 POD 空间基

和对应模态系数。这些步骤作为快速预测方法的离线阶段。

当进行快速预测时，根据给定新的土壤孔隙率和泄漏压力，对已有模态系数进行插

值运算，得到新参数下的对应模态系数，并与 POD 空间基进行线性组合进而重建全局流

场和甲烷浓度场。快速预测方法的在线阶段仅涉及插值运算和线性组合运算，因此该方

法的实际预测耗时非常低。

2.1 单一参数变化时的 POD 快速预测

首先对比了单一参数与样本数据不同时，该 POD 快速预测方法的预测准确性。图 2
和图 3 分别对比了仅泄露压力或土壤孔隙率与样本数据不同时（图 2：土壤孔隙率 0.3，
泄漏压力 0.3 MPa；图 3：土壤孔隙率 0.55，压力 0.15MPa），泄漏口轴向方向上的甲烷

浓度 POD 快速预测结果与数值预测结果。从图中可以看出，POD 快速预测能够准确地

预测甲烷浓度分布，说明了该方法能够提供埋地天然气管道泄露扩散问题单一参数发生

变化时的准确预测。另外，POD 快速预测的运行耗时分别为 0.86 秒和 0.84 秒，说明了

本方法的快速预测效果。

在图 2 和图 3 中，在甲烷浓度变化梯度较大的区域，即轴向距离 1.5 m 附近，POD
快速预测结果与数值模拟结果间有一定偏差，这可能是因为基于现有数据样本进行的

POD 分解未完全捕获该区域的流动特征，可以使用更密集的采样或者其他插值方法进行



优化。而其他甲烷浓度变化缓慢的区域，该 POD 快速预测方法能够准确地预测其甲烷浓

度。如果仅考虑远场上的甲烷浓度，本研究所建立的 POD 快速预测方法已能够实现准确

且快速的预测。

图 2 泄漏压力 0.3 MPa 下泄漏口轴向甲烷浓度预测对比图

图 3 土壤孔隙率 0.55 下泄漏口轴向甲烷浓度预测对比图

2.2 多参数变化时的 POD 快速预测

针对多个参数变化时，对 POD 快速预测方法在埋地天然气管道泄露扩散问题上的

预测效果进行了研究。如图 4 为土壤孔隙率 0.4，泄露压力 0.3 MPa 时，甲烷浓度分布的

数值计算结果与 POD 快速预测结果的对比，其中图 4(a)展示了泄漏口轴向方向上甲烷质

量浓度分数变化情况，图 4(b)展示了泄露管道截面的三条甲烷浓度等值线分布，分别为

0.5、0.1 和 0.04 时的甲烷质量分数等值线。

从图 4(a)中可以看出，在泄漏口轴向方向甲烷浓度上，POD 快速预测方法预测结果

与数值模拟结果能够良好吻合。与单一参数变化时的轴向甲烷浓度分布预测结果相似，

多参数变化下的 POD 快速预测方法同样在甲烷浓度出现较大变化的区域预测效果较差，

但在远场上其甲烷浓度的预测与数值模拟结果几乎一致。

从图 4(b)中可以看出，POD 快速预测方法能够合理地预测甲烷的浓度分布情况，0.5



和 0.1 甲烷质量分数等值线中 POD 快速预测结果与数值模拟结果高度近似。而在较低甲

烷质量分数 0.04 时，POD 快速预测相比数值模拟预测的甲烷区域更大，这可能是由于低

甲烷质量分数在 POD 分解中被识别为次级的流场特征，进而导致进行插值计算时被忽略

部分特征。

图 4 中的对比结果说明了本文建立的 PDO 快速预测方法能够根据不同土壤孔隙率

和泄露压力准确地预测埋地天然气管道泄露扩散的甲烷浓度分布。同时对于该测试点的

计算耗时仅为 0.86 秒，说明了本方法的快速预测能力。

(a) 泄漏口轴向方向甲烷浓度变化对比图

(b) 泄露管道截面甲烷浓度等值线对比图

图 4 土壤孔隙率 0.4 泄露压力 0.3 MPa 下 POD 快速预测结果与数值模拟结果对比图

2.3 快速预测耗时

在本研究的计算过程中，POD 快速预测方法的平均耗费时长仅为 0.86 秒。由于快

速预测的计算耗时由插值计算以及线性组合主导，不同的插值方法以及样本大小会对计

算耗时有不同的影响。本研究中使用的是线性插值方法，因此样本数量对计算耗时影响

并不显著。在本研究中已预先将 POD 空间基和模态系数存储到运行内存中，省去了大量

的数据读写操作，其读写的耗费时间将与网格总数直接相关。本研究的 POD 快速预测方



法所基于的数值模型的网格总数为 36 万，该数量同时影响线性组合计算。如果考虑到计

算机性能的限制，网格数量对于预测耗时的影响可以通过样本数据的不同网格映射进一

步优化，将由密集网格计算的结果映射到稀疏的网格上然后收集样本进行 POD 快速预测，

能够更进一步减少快速预测的耗时。本研究建立的 POD 快速预测方法实现了天然气埋地

管道泄露扩散问题的快速预测，能够完全满足事故快速响应的时限要求。

3 结 论

本文建立了一种用于埋地天然气管道泄露扩散问题的 POD 快速预测方法，能够根

据不同土壤孔隙率和泄露压力进行甲烷浓度分布的快速预测。本文对土壤孔隙率从 0.15
至 0.6，泄露压力 0.15 至 0.5 MPa 的模拟数据进行采样，收集了 8 个甲烷浓度的数值模

拟结果作为样本数据集。通过 POD 分解提取能够反映流场主次特征的 POD 空间基和对

应的模态系数。然后根据需要预测时的土壤孔隙率和泄露压力进行模态系数的插值计算，

并结合 POD 空间基进行甲烷浓度分布的重建预测。

本研究针对建立的 POD 快速预测方法分别进行了单一参数和多参数变化下的甲烷

浓度快速预测测试。将 POD 快速预测结果与数值模拟结果进行对比，结果表明本文使用

的 POD 快速预测方法能够准确预测埋地天然气管道泄露扩散甲烷浓度场。同时平均预测

耗时为 0.86 秒，满足了快速预测的要求。另外该快速预测方法具有很高的适用性，能够

应用于多种不同场景，且能够根据样本的预收集和采样设计进一步优化该方法的预测效

率和准确性。本方法具有很大的实际应用前景，能够有力支撑相关事故快速响应机制的

建立。
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摘要：通过伸缩、折叠等变体方式提升高超声速飞行器的气动性能是适应未来大空域、宽速域飞行的

一种有效方式。高超声速条件下，气动热与传热的预测分析对热防护结构的设计和热应力的预测至关

重要，但是变体条件下翼舵结构的运动特性加剧了气动热-传热耦合模拟的难度。本文基于 FL-CAPTER

高超声速多场耦合分析软件，发展了适用于伸缩翼结构的高超声速飞行器气动热-传热耦合模拟方法，

并对典型伸缩翼结构的气动热特性、传热特性及模拟精度进行了研究，获得了典型伸缩翼结构的气动

热与传热特性。

关键词：高超声速飞行器； 伸缩翼；气动热-传热耦合；FL-CAPTER

0 前言

新型高超声速飞行器正朝着大空域、全速域的方向发展，具有大飞行包络、多飞行

阶段的特点，对飞行器的性能要求越来越高，单一的气动外形难以兼顾多种设计约束，

飞行性能难以始终维持在较优状态[1]。通过变形的方式可以综合考虑不同阶段的设计需

求，以滑翔飞行器为例，在助推段可以采用低阻力构型节省燃料，在滑翔段可以通过采

用最优升阻比外形来增加射程，在末端突防打击段则可以减小阻力、增加末端打击速度。

通过变形的方式可以增强飞行器环境适应能力、满足飞行器不同任务阶段的性能需求，

实现大空域、全速域飞行性能最优。

随着先进柔性材料、变体驱动机构设计、智能结构设计、智能飞行控制等技术的快

速发展，变体飞行器的相关研究在国内外飞速发展。美国洛克希德·马丁公司、新一代

航空公司、雷声公司相继提出了“折叠翼”、“滑动蒙皮变后掠”和“伸缩翼”等变形方

案[2]，高超声速飞行器的变形方案也可借鉴上述方案。彭悟宇[3]等将上述三种变形方案

应用于高超声速飞行器，对比分析了伸缩、变后掠和折叠三种变形模式的气动特性，发

现变后掠变形模式翼面效率最高，翼面单位面积升阻比最大而伸缩变形模式在高超声速

来流条件下具有最好的静稳定性及舵面效率。张欣[4]等研究了机翼变后掠方案和延伸机

翼后缘变形方案对飞行器气动性能的影响，发现变后掠机翼方案无法在设计工况下提高

整机升阻比，直接延伸机翼的变形设计则可以在该设计工况下提高飞行器的气动特性。

焦子涵[5]等提出了两种满足可重复使用飞行器高超巡航阶段气动性能的变形方式—伸

缩翼布局和翻转翼布局，有效提升了飞行器的升力，并通过了风洞试验的验证。



高超声速飞行器面临的热力学环境十分复杂，可变形的高超声速飞行器除了要考虑

气动需求与约束以外，其面临的气动热环境及其对结构的影响也不可忽视。强烈的气动

加热会会导致结构温度急剧提升，进而引起材料特性、应力/应变等变化，影响防热结构

的设计，对变体结构如伸缩翼、折叠翼等的设计、变体驱动机构的设计也会产生较大影

响，而变体结构的存在也会对气动热环境产生影响, 因此需要通过耦合模拟的方式提升

预测的精度。

本文针对高超声速飞行器伸缩器结构的气动热-传热耦合问题，基于 FL-CAPTER 软

件平台现有的多场耦合分析能力，开展伸缩翼结构气动热-传热耦合模拟方法研究，构建

一套考虑伸缩翼结构伸缩过程的气动热-传热耦合模拟方法。

1 耦合模拟方法

FL－CAPTER 软件是中国空气动力研究与发展中心自主研发的热环境／热响应耦

合计算分析平台，支持试验状态或给定弹道条件下的气动力／热／结构多场耦合计算；

软件经过了大量标模算例与型号外形验证，具备较好的计算精度[6]。本文构建的伸缩翼

结构气动热-传热耦合模拟方法基于该软件内设的多场耦合分析方法发展而来，计算方法

和计算步骤如下.
1.1 单场计算方法

气动热计算采用有限体积法求解三维定常可压缩 Navier-Stokes 方程，其直角坐标无

量纲守恒形式可写为
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式中：Ｑ为守恒状态变量，Ｅ、Ｆ、Ｇ为无黏通量向量，Ｅv、Ｆv、Ｇv 为黏性通

量向，Re 为方程无量纲，各通量具体表达式见文献[7]。
无黏通量计算采用重构-推进方法，其中重构采用带有 Van-Albada 限制器的 MUSCL

方法，无黏通量采用 Hanel 修正的 Van Leer 通量向量分裂方法，黏性通量采用传统的二

阶中心格式，时间推进格式采用Yoon等提出的LU-SGS隐式方法，湍流模型采用 k-ω SST
二方程模型。

温度场计算采用有限元方法求解三维非定常热传导方程，热传导方程如下

( )Tc S k T
t

 
    


（2）

式中：ρ为密度，c 为热容，k 为热传导系数，T 为温度，S 为热源。

对每个单元的热传导方程进行有限元离散，得到 Galerkin 弱格式为：

( ) 0T T
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对离散方程在时间方向采用二阶 Euler 后差（BDF2）进行时间积分，并结合

Newton-GMRES 隐式迭代对所得到的大型稀疏矩阵进行求解。

场间数据交互采用映射点插值方法，映射点插值方法的基本原理是利用未知物理量

点附近的已知物理量点来进行插值。具体讲就是将待插值网格上的物理量点投影到已知



物理量网格上，找到该投影点所在已知网格上的网格单元，利用有限元形函数的概念进

行数据插值。

1.2 耦合模拟方法

耦合模拟采用中国空气动力研究与发展中心发展的整体迭代式耦合模拟方法[8]，并

针对伸缩翼构型进行改进，其其计算流程如图 1 所示。

图 1 耦合计算方法流程图

步骤一： 计算锚点选择，采用经典的 Fay-Riddell（F-R）公式沿弹道计算球头驻点

热流，获得驻点热流沿弹道的变化规律和热流变化的关键特征点。伸缩翼结构耦合模拟

则需要对伸出过程进行分析，伸出前与伸出后选择该阶段的起点、终点和热流变化的关

键特征点，伸出过程则等距选取，选取点数为 n，n 越大则精度越高，相应的计算量与工

作量则越大。

步骤二：锚点气动热计算，采用有限体积法求解各个计算锚点的定常流场，获得壁

面热流。由于伸缩翼运动导致流场空间构型发生较大变化，目前气动热的计算还难以实

现大变形条件下的网格自适应，因此需要划分多套流场计算网格。

步骤三：气动热插值，首先将步骤二中采用多套网格计算热流插值到同一套网格上，

然后以 F-R 公式计算的热流为参考，按照公式（4）将计算锚点的热流插值到所有弹道

点上，获得沿弹道的热流。
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其中 tq 为计算时刻点的热流，Q 为数值计算的热流， q表示 F-R 公式计算的热流，

下标 t、i、i+1 分别表示计算时刻点和该时刻点相邻的上一锚点与下一锚点。最后将流体

域网格上的热流插值到固体域网格上。

步骤四：温度场计算，利用有限元方法求解三维热传导方程获得结构沿弹道的温度

分布，将步骤三获得的热流利用实时的温度进行热壁修正后作为壁面的热流边界条件。

伸缩翼伸缩过程采用动网格模拟，此时求解热传导方程的同时还需要求解网格运动方程。
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步骤五：将步骤四获得的锚点时刻结构壁面温度从固体域网格插值到对应的流体域

网格上然后重复步骤二到步骤四，直到结果满足要求。

1.3 耦合模拟方法验证

1.3.1 耦合模拟方法验证

采用整体迭代式气动-传热耦合计算方法对钝双锥模型气动传热耦合模拟，并与风

洞实验数据进行了对比，图 2与图 3分别给出了 7s 时刻热流与温度的计算值与试验对比

曲线，其中热流以 Fay-Riddel 公式算得的球头驻点热流进行无量纲化。可以看出，钝双

锥表面的热流分布和温度分布均与风洞实验吻合较好，验证了整体迭代式耦合计算方法

的有效性。

图 2 计算与试验热流对比 图 3 计算与试验温度对比

1.3.2 伸缩过程热流加载方式验证

伸缩翼伸缩过程空间构型发生了较大变化，对热流插值带来一定影响。为了验证计

算过程中伸缩翼热流加载方式的准确性，在本单位红外加热试验舱中开展了伸缩翼红外

加热试验，并采用整体迭代式耦合模拟方法对伸缩翼传热特性进行了模拟。伸缩翼表面

受到的辐射热流采用蒙特卡罗方法进行计算[9]。试验模型如图 4所示，其中固定翼展长

350mm，伸缩翼展长 300mm，测点 A、B、C、D均位于翼前缘驻点线上，其中 A、B 布置在

伸缩翼内壁面，分别距离弦尖 55mm 与 155mm， C、D 分别布置在固定翼外表面与内表面

中心处。

试验时，先启动红外灯阵对固定翼进行加热，60s 时伸缩翼从固定翼内开始伸出。

试验过程中采用热电偶测量测点的温度，并基于 C、D点的温度对辐射热流进行修正。图

5-图 7 给出了伸出速度分别为 10mm/s、20mm/s 和 60mm/s 时，测点温度随时间的变化关

系。从图中可以看出，采用本文的模拟方法，测点 A、B 温度开始响应的时间与试验测量

结果基本一致，表明本文的热流加载方式能较好地模拟伸缩翼伸出时的加热过程，测点

开始受热时间与真实过程相符。在伸出时刻，测点 A、B 的升温速率与测量结果也吻合较

好，说明加载的热流与实际的热流大小也能匹配。



图 4 伸缩翼试验模型 图 5 v=10mm/s 时计算与试验温度对比

图 6 v=20mm/s 计算与试验温度对比 图 7 v=60mm/s 计算与试验温度对比

2 物理模型与飞行弹道

本文针对典型的伸缩翼构型开展气动热-传热耦合分析工作，计算外形如图 8所示。

内侧为固定翼，根弦长 2035mm，尖弦长 1440mm，前缘半径 40mm、翼尖展向位置 z=600mm、

前缘后掠角 45
。
，伸缩翼根弦长 1420mm，尖弦长 1420mm，前缘半径 30mm、前缘后掠角

26.56
。
，完全伸出时翼尖展向位置 z=1200mm。飞行弹道和计算锚点选择如图 9所示，250s

时刻伸缩翼开始伸出，256s 时刻伸缩翼完全伸出。



图 8 伸缩翼结构物理模型图

图 9 弹道参数及该弹道条件下典型球头 F_R 驻点热流变化

3 分析

3.1 伸缩翼热环境特性

图 10 为伸缩翼流场结构图，在固定翼和伸缩翼的交接处，由于台阶的存在，会产

生大小不一的多个旋涡，在旋涡外侧则形成再附流动，再附区前缘会形成一道再附激波。

在翼的尾部，流体膨胀加速，从翼的尾部分离。图 11 所示为伸缩翼前缘驻点连线热流分

布，受再附激波的作用，伸缩翼靠近台阶的再附区域，热流急剧增加，形成热流高点；

在伸缩翼尾部流体膨胀加速形成膨胀波，尾部热流也会一定程度增加。在再附区与膨胀

区以外的区域，热流基本稳定。随着伸出长度增加，在相同空间位置气动热的大小是一

致的。

（a）整体 （b）局部

图 10 伸缩翼构型流场及热流分布图



（a）整体 （b）局部

图 11 伸缩翼前缘驻点线热流分布图

3.2 伸缩翼传热分析

3.2.1 伸缩过程热流加载

将步骤二获得的伸缩过程锚点热流（252s、254s、256s）通过步骤三插值到固体

域网格上，随着伸缩翼伸出，热流与伸缩翼运动后的网格空间位置完全匹配，插值结

果如图 12 所示。对于非锚点热流，由于伸缩过程时间很短且锚点选择很密，可以认为

高度和马赫数基本不变，因此伸缩过程非锚点热流插值过程如下：
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其中 qt 为计算时刻点的热流，Q 为数值计算的热流，下标 t、i、i+1 分别表示计

算时刻点和相邻的上一锚点与下一锚点。

图 12 伸出过程锚点时刻固体域热流加载

图 13 给出了弹道锚点 253s、254s 和非弹道锚点 253.25s、253.5s 与 253.75s 时伸

缩翼前缘驻点线上的热流分布，由图可知 z=600mm-z=900mm 区域，非锚点热流的插

值结果基本准确，但是在超过 900mm 的区域，由于 253s 时刻与 254s 时刻长度不一致，

该区域在 253s 时无热流数据，导致该区域 i
Q 插值结果出现误差。为了进一步减小误差，

该区域的热流可以直接基于 1iQ 获得。图 14给出了关键特征点热流加载随时间的变化

趋势图，由于热流是间断加载的，再附区的高热流以 *l v t   的最小距离向左推进，

当 l 越小即时间步越小时，各点热流加载的精度就越高。



图 13 非锚点时刻前缘驻点连线热流插值结果 图 14 不同传热计算时间关键特征点热流随时间变

化趋势

3.2.2 伸缩过程传热特性分析

图 15 给出了伸缩翼上 A、B、C、D 四点随伸缩翼伸出时温度分布，在最外侧的 D
点最先伸出到流场并受到流场的气动加热而升温，随后 C、B、A 点依次伸出。每一点

在伸出后会很快经历再附区高热流的加热，表现为在伸出的那一刻温度梯度最大，随后

热流逐渐降低到平稳状态，温度梯度降低，D 点由于非锚点时刻热流插值的波动，因此

温度也呈现周期性的波动直到伸出过程结束。不同的计算时间步长，由于热流插值的差

异，温度会有微小的偏差，但是从整个弹道来看，虽然伸出过程各点由于受热时间不一

致，升温过程有先后但从整个弹道来看，当翼伸出的时间较短时，由于传热的扩散效应

和辐射的综合影响，伸出过程受热的差异对温度的影响基本可以忽略。

(a)伸缩时刻 （b）整体

图 15 不同传热计算时间关键特征点温度随时间变化趋势

3.3 插值精度分析

本文提出的伸缩翼气动热-传热耦合计算方法是一种数值计算与工程计算相结合的

耦合模拟方法，影响计算精度的因素除了各物理场本身的计算精度外，数据的传递和插

值也会带来一定影响，主要包括①流固界面的数据插值算法，②非锚点热流插值精度，

③网格疏密影响。其中①的影响在文献[10]中已经详细介绍，因此本小节主要考虑非锚

点热流插值和网格疏密带来的影响。

3.3.1 非锚点热流插值精度的影响



非锚点热流采用公式（4）基于相邻锚点时刻数值热流和 F-R 公式求得，图 16 给出

了 300s 时刻数值计算的热流值和基于公式插值得到的热流值，300s 插值计算结果基于

256s 与 330s 时刻数值计算结果结合驻点 F-R 变化规律插值得到。第一轮基于冷壁进行

计算，第二轮采用第一轮计算的壁温进行变壁温热流计算，两轮的插值结果与计算结果

都耦合较好，验证了上述插值计算方法的有效性。图 17 给出了典型位置两轮计算的温度

随时间变化规律，对于非再附区域的 B、C、D 点两轮计算吻合较好，最大误差不超过

1%。对于再附区域的 A 点，两者的误差则有所增大，达到了 3.5%。为了找到温度差异

的原因，将第二轮计算的热壁结果利用热壁修正公式反修到冷壁状态，并与第一轮冷壁

计算结果进行对比，我们发现第二轮计算结果再附区热流与第一轮结果存在较大偏差，

而在其他区域偏差则较小，这也解释了 A 点偏差大于 B、C、D 点的原因。第一轮计算

基于热壁修正公式，当壁面受热后，边界层厚度、流动结构、热物性参数等都会存在一

定偏差，从而导致热流修正出现偏差。第二轮计算弹道锚点的热流基于数值求解获得，

可以对上述偏差进行修正，从而减小计算误差。

图 16 弹道插值与数值计算结果对比 图 17 两轮计算的温度对比

3.3.2 网格疏密的影响

图 18 给出了采用反距离权重法将热流从流场计算网格插值到温度场计算网格时的

热流结果，其中密网格与气动网格的网格数和分布基本趋于一致，再附区最小网格尺度

误差 10%，粗网格尺度为典型传热计算网格尺度，再附区网格尺度为气动网格尺度的 35
倍。对于热流变化平稳区域（如 B、C、D）等，将热流插值到粗网格与密网格，结果基

本一致，均能保持较高的精度，误差不超过 5%。而对于热流变化剧烈区域，插值精度

与网格疏密存在较大关系，如再附区域（A 点所在区域），密网格与粗网格的热流插值的

最大误差分别达到了 24.5%与 51.38%。当网格较疏时，由于一个温度场计算网格内包含

剧烈变化的多个热流值，基于反距离权重，部分热流信息无法有效利用或被平均，因此

存在一定的误差。图 19 给出了不同传热计算网格时的温度分布，虽然再附区热流插值误

差较大，但是由于传热的耗散特性，疏、密网格的温度分布仍然趋于一致。



图 18 网格疏密对热流插值的影响 图 19 网格疏密对温度的影响

4 结 论

本文针对伸缩翼结构气动热-传热耦合模拟需求，在 FL-CAPTER 高超声速多场耦合

分析软件的基础上，构建了一套考虑伸缩翼运动的气动热-传热耦合模拟方法，实现了适

用于工程的运动机构全弹道气动热-传热耦合分析功能。

（1）分析了典型伸缩翼结构的气动热特性，由于固定翼与伸缩翼之间存在台阶，

在台阶处出现了典型的涡旋和再附流动，形成了局部高热流区域。

（2）建立了基于固体域动网格技术的伸缩翼气动热-传热耦合模拟方法，探讨了不

同时间步长非锚点时刻热流加载对传热的影响。

（3）伸缩翼伸出时刻，翼上不同点的传热和温升存在较大差异，但是由于伸出时

间较短，将时间拉长至整个弹道，在传热的扩散特性和壁面辐射综合作用下，伸出时刻

的传热影响基本被抹平。

（4）本文的耦合模拟方法基于 FL-CAPTER 自适应锚点的气动热-传热开发而来，

结合了数值计算精确与工程计算快速的优点，非锚点时刻的热流基于锚点时刻的数值热

流插值而来，将非锚点时刻插值热流与数值计算热流进行了对比，评估了其计算精度。
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微结构管状表面上液滴撞击的数值研究
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摘要：由于制冷及换热设备中微结构圆管的广泛应用，使得液滴在其表面的撞击特性研究举足轻重。

本文通过ANSYS FLUENT软件数值研究了微结构管状表面上液滴撞击的特性，探讨了在不同We数下，

微结构正交和交叉布置的管状表面上液滴撞击后润湿铺展、回缩弹跳、分裂破碎以及滑移脱落的动态

特征，为揭示液滴在微结构圆管表面上的动力学机制，优化并调控液滴的运动特性提供了数值依据。

关键词：液滴撞击; 管状表面; 微结构; 数值模拟; Weber 数

0 前言

自 1876 年 Worthington[1]首次研究水滴撞击液膜表面以来，这一现象在学术界与工

程领域引起了广泛关注。液滴动力学作为研究液滴形成[2]、润湿[3]、撞击[4]、蒸发[5]、分

裂和合并[6]等一系列现象的学科，在微流体控制、曲面液滴定向驱离和壁面自清洁[7]方面

方兴未艾。

对于液滴撞击水平固面，Lyu 等[8]分别在光滑、微槽和不规则刻蚀的水平表面进行

了液滴撞击实验，考察了不同表面温度下液滴撞击后最大扩散因子的差异，发现液滴铺

展的第一阶段与表面温度无关。Bird 等[9]则从调控液滴撞击接触时间的角度出发，开展

了脊状水平超疏水表面液滴撞击实验，在其研究结果中发现液滴的非对称破碎使得总接

触时间减少了 37%，达到 7.8 ms。Han 等[10]对润湿性条纹修饰后的疏水翅片表面开展了

液滴撞击实验，实现了空间偏移（液滴撞击后自发横向偏移）的强化和接触时间的缩减。

与平面上的撞击不同，液滴在曲面上的撞击动力学特征更加复杂。Khurana 等[11]对

不同润湿性的圆柱体进行了液滴撞击实验，其研究结果表明，随着韦伯（We）数的升高

和水滴直径比的减少，润湿率和扩散因子将增加。Liang 等[12]则对有机工质（丁醇和庚

烷）在柱状表面的撞击特性进行了实验研究，研究发现液滴回弹的临界 We 数与柱状表

面的曲率比（其研究的临界曲率比为 0.5）有关，液滴的最大变形因子和震荡周期随着

We 数的升高而增加。Liu 等[13]对柱状石莲叶表面进行了撞击实验和数值模拟，在垂直和

轴向方向上观察到了液滴的非对称弹跳和拉伸破碎现象，而弹跳的不对称性使得接触时

间减少了 40%。Guo 等[14]通过高速成像实验研究了液滴在过热凹凸圆柱表面上的撞击动

力学特征，随着 We 数的变化，液滴在铺展、弹跳、环形回缩和飞溅过程中呈现膜状沸

腾。而邓等[15]通过数值方法对液滴撞击圆柱壁面进行了研究，以固液接触面积和圆柱表

一
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面滞液率为重点，探究了液滴撞击输电导线的影响机制。

因此，本文针对当下微结构管状表面上液滴撞击特性研究的空白，对不同润湿性和

微结构阵列的管状表面进行了数值模拟。探讨了不同 We 数下，液滴在不同接触角管状

表面的润湿铺展、回缩弹跳、分裂破碎以及滑移脱落的动态特征，为揭示液滴在微结构

曲面上的动力学机制，优化并调控液滴的运动特征提供理论依据。

1 问题及方法描述

1.1 物理模型

本研究中液滴工质为水，其他流域为空气，均视为不可压流体。管壁表面润湿性可

控且温度稳定，液滴撞击管壁的物理模型如图 1 所示。其中，整体流域的尺寸为 40×40
mm2，位于流域中心的圆管外径 D0=10 mm，液滴直径为 d0。l、d、h 分别为液滴的拉伸

/压缩长度、铺展长度和弹跳高度，单位均为 mm。微结构高度与宽度均为 0.4 mm，布置

方式为正交阵列和交叉阵列，且沿周向均布。本文涉及到的物理参数如表 1 所示。

图 1 微结构管状表面上液滴撞击的物理模型及各物理参数

（(a) 3D 几何模型示意图; (b) 液滴的拉伸/压缩长度 l; (c) 液滴的铺展长度 d; (d) 液滴的弹跳高度 h）

表 1 液滴撞击过程中的物理参数

参数 符号 (单位) 值

密度（空气） ρ1 (kg·m-3) 1.225
粘性系数（空气） μ1(Pa·s) 1.789×10-5

密度（水） ρ2 (kg·m-3) 998.2
粘性系数（水） μ2 (Pa·s) 1.003×10-3

重力加速度 g (m·s-2) 9.81
表面张力系数 σ (N·m-1) 0.07275

接触角 θ (°) -

1.2 数值模型

液滴撞击过程为重力作用下的层流流动，圆管表面采用无滑移的边界条件。连续方

程和动量方程表达式如下[16]：

0v  (1)
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式中 v、ρ、p、μ、σ、g 分别为有限单元体的速度（m·s-1）、密度（kg·m-3）、压强（Pa）、
粘度（Pa·s）、表面张力（N·m-1）、重力加速度（m·s-2）；κ为界面曲率，被定义为：
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式中，ϕ为距离函数，其在液体中为正，气体中为负。δ(ϕ)可通过下式计算：
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在本文中 a=1.5ω，其中ω表示网格间距。

无量纲参数定义如下：

0d d  (5)

0h d  (6)

0l d  (7)

式中，β为铺展因子；η为高度因子；λ为拉伸/压缩因子。

We 数表示惯性力与表面张力的相对大小，其定义如下：
2v dWe 


 (8)

1.3 无关性验证

为使得 ANSYS FLUENT 计算精准，本研究采用结构化网格进行分析计算，液滴与

圆管撞击处已对网格加密处理，正交微结构阵列与交叉微结构阵列计算域的结构化网格

如图 2(a)、(b)所示。其中，正交阵列指微结构起始布置于竖直方向，而交叉阵列指微结

构与竖直方向夹角为 22.5°，且沿周向间隔 45°均匀布置。

图 2 计算域结构化网格划分（(a) 正交微结构阵列; (b) 交叉微结构阵列）



本研究采用 Fluent 软件中压力基求解器对液滴撞击过程进行瞬态计算，通过 VOF
（Volume of Fluid）方法跟踪整个计算域中各流体的体积分数来捕获流体的自由边界。

计算域主相为空气，次相为水，液滴在整个撞击过程中受沿 y 轴负方向的重力作用。求

解时采用 PISO 算法以实现压力和速度的耦合，空间离散的梯度、压力、动量和体积分

数分别基于最小二乘单元、PRESTO!、二阶迎风格式以及体积重构法。压力、密度、体

积力和动量的亚松弛因子分别为 0.3、1、1 和 0.7。为确保计算结果的可靠性，首先对网

格数无关性和时间步长无关性进行验证，如图 3(a)、(b)所示，纵坐标 Ft为圆管在竖直方

向上的受力，其值直观反映液滴对圆管的撞击效果，并由软件实时捕捉。结果表明，当

网格数为 40000，时间步长为 5×10-5 s 时，可以兼顾计算精度和计算复杂度。

图 3 微结构圆管表面液滴撞击的无关性验证（基于圆管竖直方向受力分布，误差带为±10%）

（(a) 网格无关性; (b) 时间步长无关性）

2 结果与讨论

2.1 不同润湿性下正交微结构圆管表面的液滴撞击特性

针对直径 d0=2.58 mm、初速度 v=0.38 m/s（即 We 数为 5）的液滴，分别在不同润湿

性正交微结构圆管表面上进行了撞击模拟研究，其液相分率演化如图 4 所示（横向为同

一时刻下的液相分率云图，纵向为同一接触角下的圆管表面）。

从图 4 中可清晰地观察到，液滴与正交微结构圆管撞击后，液滴由于惯性沿管壁周

向润湿铺展。壁面润湿性调控液滴铺展的前缘，因而其前缘呈现不同接触角（如 t=7.5 ms
时，图 4(f)~(j)所示），且不同表面的铺展因子β随润湿性的提升而增大，即润湿性利于液

滴撞击后的铺展。当 t=12.5 ms 时，所有管壁表面的液滴均分裂破碎，这一现象在疏水表

面更为显著（如图 4(m)~(o)所示）。相较于平面液滴撞击[8]，一方面由于圆管自身曲率更

易诱导液滴周向拉伸铺展，导致液滴撞击后中心区域坍缩明显；另一方面则是圆管表面

的正交微结构凸起使得中心液膜处应力集中，中心的液膜在表面张力作用下趋向顶部微

结构的两端回缩。



图 4 不同润湿性下，液滴撞击正交微结构表面的液相分率演化

（(a) θ=60°; (b) θ=90°; (c) θ=120°; (d) θ=130°; (e) θ=150°）

图 5 液滴撞击不同润湿性表面时（We=5），正交微结构圆管在竖直方向上的受力分布

（(a) θ=60°; (b) θ=90°; (c) θ=120°; (d) θ=130°; (e) θ=150°）

同时，根据图 5 中管壁在竖直方向上的受力分布可知，疏水性表面液滴撞击的初始



受力周期较为一致，管壁受力 Ft随液滴的初次撞击、压缩与回弹呈现第一个波峰（如图

5(c)、(d)、(e)中虚线所示，周期约为 19 ms）。当时间进一步增加至 25 ms 时，液滴撞击

θ=60°管壁后在微结构间呈现周期性震荡摆动，云图中液滴的铺展因子达到了 3.04（如图

4(p)所示）。与前者不同的是，液滴撞击θ=90°、120°和 130°管壁表面后，破碎在两侧的

小液滴均于 25 ms 前滑移至第二级微结构处驻留并低幅震荡（驻留效应如图 4(q)~(s)所示，

其震荡特性如图 5(b)~(d)所示），经粘性耗散后的液滴在管壁的终态与壁面润湿性相关。

而对于θ= 150°的管壁表面，液滴破碎后于 25 ms 时撞击第二级微结构并脱离管壁表面（如

图 4(t)所示）。值得注意的是，此时两侧的液滴表现出动态异步性（如图 4(y)所示），zhang
等[17]在实验中同样监测到这一点。这可能是由于液滴初次撞击微结构后在表面张力的作

用下呈现非均匀破碎，此后在重力的作用下液滴脱离圆管表面，实现自清洁效果，而这

种现象在润湿性较差时表现更为显著。

2.2 不同 We 数下正交微结构圆管表面的液滴撞击特性

基于上述研究结果，由于θ=150°正交微结构圆管表面液滴撞击后发生破碎，这一特

征有利于管状表面液滴自驱离，故进一步探讨了不同液滴速度对撞击特性的影响。管壁

在竖直方向上的受力分布及撞击特征节点液相分率如图 6 所示。

图 6 不同 We 数下，正交微结构圆管表面的液滴撞击特性

（(a) We=3; (b) We=5; (c) We=7.5; (d) We=10）

从图 6(a)可知，当θ=150°时，液滴仅在初速度 v=0.29 m/s（即 We 数为 3）下发生回

缩弹跳，液滴二次撞击时与管壁的接触时间相对减少 22.2%（即从初次撞击周期的 27 ms



减少至二次撞击周期的 21 ms）；且由于粘性耗散的能量损失，二次撞击时对管壁竖直方

向的最大冲击力减少了 17.1%（由初次撞击的 0.35 mN 减少至二次撞击的 0.29 mN）。由

于液滴在回缩弹跳过程沿顶部微结构两侧黏附作用不相等，因此液滴在回缩中整体形态

因内部液体流动而不断变化，故液滴二次撞击表现为非对心碰撞（如图 6(a)中 t3时刻所

示），此时整体液滴不发生破碎，并从顶部微结构左侧滑落（图 6(a)中 t5时刻所示，粉色

箭头为液滴运动方向）。

对比图 6 中不同速度下液滴撞击特性可发现，在 We 数大于 3 时，均未观察到液滴

的二次弹跳特征；当 We=5 时，受力分布上出现的二次波峰是由于液滴在初次撞击破碎

后，偏心撞击第二级微结构所致（如图 6(b)中 t2时刻所示）。圆管竖直方向上受到的最大

冲击力随着 We 数的增加而增加；液滴的βmax随着 We 数的增加而升高，且液滴铺展至βmax

的时间几乎相同（均为 8 ms 左右）；液滴均于第二级微结构处破碎并与管壁发生分离。

值得注意的是，在θ=150°的表面润湿性下，不同 We 数下液滴撞击后未发现上节中提及

的悬停驻留效应，其临界 We<3，这一结果对调控液滴撞击后脱离管壁表面具有理论指导

意义。

2.3 不同 We 数下交叉微结构圆管表面的液滴撞击特性

图 7 为不同 We 数下（仅改变初始速度 v），液滴撞击θ=150°交叉微结构表面的液相

分率演化。可视化云图表明，相较于正交微结构圆管表面，液滴撞击交叉微结构表面后

均出现了回缩弹跳现象。其中，当 We=3 和 5 时，液滴撞击后沿圆管表面周向铺展，经

微结构抑流后铺展前缘发生回流，在表面张力作用下液滴发生回缩脱离圆管表面，液滴

弹跳现象较为显著（如 t=25 ms 时，图 7(m)、(n)所示）。

图 7 不同 We 数下，液滴撞击交叉微结构表面的液相分率演化

（(a) v=0.29 m/s; (b) v=0.38 m/s; (c) v=0.46 m/s; (d) v=0.53 m/s）



当 We=7.5 和 10 时，观察到液滴撞击破碎后的合并弹跳过程（如 t=12.5 ms 时，图

7(k)、(l)所示），即存在临界初始速度（介于 0.38~0.46 m/s 之间），使得液滴撞击交叉微

结构表面后发生破碎。破碎后的液滴由于撞击后的回流作用发生合并，液滴合并的时间

节点随 We 数的增大略微延迟（如 t=50 ms 时，图 7(s)、(t)中所示）。值得注意的是，在

交叉微结构布置下，液滴撞击表面后沿管壁铺展过程中受到第一级微结构止流作用，液

膜未能突破阻碍进而滑移脱落圆管表面，均以驻留状态停靠于第一级微结构处。

图 8 不同 We 数下，液滴撞击交叉微结构表面的受力分布及无量纲因子

（(a) 圆管竖直方向受力分布; (b) 铺展因子β; (c) 拉伸/压缩因子λ; (d) 高度因子η）

同时，对交叉结构圆管表面液滴撞击的受力分布及动力学特性进行了分析。图 8(a)
圆管竖直方向的受力分布表明，液滴初次撞击接触时间约为 25 ms，最大冲击力随 We
数的增加而增大；液滴二次回落管壁表面后（t >75 ms），其在微结构的作用下保持震荡

摆动。根据式 5 中定义的β，从图 8(b)可显著观察到，当 t<10 ms 时，β随 We 数正相关，

且不同 We 数下液滴的βmax 均位于 10 ms 附近。总体上β随 We 数分布明显，且较大 We 数
时（We=3、5）或较小 We 数时（We=7.5、10）铺展特性吻合性较好。这一现象可能是由

于低速液滴的动能不足以在管壁表面使其破碎，而较大 We 数下液滴破碎后在分子内聚

力的作用下迅速收缩，以至β迅速减小；破碎后的液滴随后在微结构的反作用以及分子间

引力的作用下发生合并弹跳，因此其β曲线与较小 We 数时差异明显。

此外，图 8(c)中λ的变化表明液滴撞击初始阶段（0~10 ms）被急剧压缩，势能转化



为液滴动能与粘性耗散，此后λ在液滴表面张力的回缩作用下逐渐恢复；λ的波动变化表

明液滴在弹跳过程中，内部液体流动导致自身形态在竖直方向震荡变化。图 8(d)中表明

We=5 时，液滴在初次撞击过程中达到的弹跳高度因子最大，其值为 1.67。值得注意的是，

在η峰值前后（t=38 ms 附近），不同 We 数下的液滴回弹时呈先非球状特征并在这一过

程中持续形变（如图 7 中 t=25~50 ms 云图所示）。这可能是由于液滴撞击微结构后的非

对称受力作用，液滴沿水平和竖直方向内部流动不均，因此液滴出现非球形状态。

3 结 论

（1）不同润湿性下正交微结构圆管表面的液滴撞击特性表明，该种布置方式下所有

管壁表面的液滴均分裂破碎。当θ<150°时，小液滴滑移至第二级微结构处驻留并低幅震

荡，经粘性耗散后在管壁保持静止；而对于θ=150°的管壁表面，破碎后两侧液滴的非对

称性动态特征更为显著；

（2）不同 We 数下正交微结构圆管表面的液滴撞击特性表明，液滴在θ=150°、We=3
时发生回缩弹跳，液滴二次撞击时与管壁的接触时间相对减少 22.2%，二次撞击时对管

壁竖直方向的冲击力减少了 17.1%，且二次撞击表现为非对心碰撞，整体液滴不发生破

碎；

（3）不同 We 数下交叉微结构圆管表面的液滴撞击特性表明，存在临界初始速度使

得液滴发生破碎，βmax 随 We 数正相关，λmin 随着 We 数的增加而减少（其值为 0 时，即

液滴破碎），且液滴在回弹过程中呈现非球形动态变化；对比不同微结构布置下液滴撞击

特性可发现，正交布置更有益于液滴撞击后自脱离，可有效减少微结构表面积液问题。
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姿控发动机喷口参数对目标红外辐射特性
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摘要：高超声速飞行器姿控发动机侧喷射流对其红外辐射特性规律影响在拦截弹攻防对抗和目标预警

探测领域被广泛关注。文中以典型锥-柱-裙型拦截弹体为研究对象，数值分析了喷口位置、侧喷流的

喷射角和压比对拦截弹红外辐射特性的影响。结果表明：喷口参数通过影响侧喷射流的形态和与来流、

头部激波的交互作用程度来改变燃气复燃效应，从而进一步影响组分浓度含量和射流温度的分布。高

超声速飞行器红外辐射强度随喷射角由负转正而增大，辐射峰值增长率约为 2 W/(srμm°)；喷口位置向

弹体尾部移动时，辐射强度减弱，PON=0.875 时辐射峰值较 PON=0.125 降低约 14.7%；辐射强度随射

流压比的增大而增大，辐射峰值增长率约为 14 W/(srμm)。本研究可为高超声速拦截弹目标特性评估提

供理论参考。

关键词：高超声速；侧喷射流；喷流干扰效应；红外辐射

0 前言

高超声速飞行器在机动过程中往往采用气动舵或反应控制系统（Reaction Control
System，RCS）对飞行姿态进行调控[1, 2]。通常 RCS 系统由脉冲姿控发动机（Reaction
Control Engine，RCE）组成，在工作时序系统控制下，通过脉冲高速射流的反向作用力

产生推力[3]。由于脉冲发动机具有系统响应时间短、不依赖空气密度和高机动的特点，

已成为高超声速飞行器姿/轨控调节的必备动力单元。

在高速来流作用下，脉冲发动机喷焰与来流交互作用，呈现出复杂的射流-激波相互

作用的流动结构。高温激波层与脉冲发动机喷焰会发生强烈的交互现象，会在局部区域

抬升喷焰温度，改变组分生成水平和分布。交互效应使得脉冲发动机侧喷流在超高速来

流和激波作用下的辐射特性变得异常复杂。特别地，高超声速飞行器在追求高机动性能

时往往需要调整喷口参数，喷口参数变化会改变喷焰-来流交互作用及射流-激波相互作

用，势必引起目标红外辐射特征的显著变化，也即改变目标的“机会”辐射特征。

目前，对姿控发动机喷流与来流交互效应研究较为广泛，多数研究以地球和火星再

入飞行器为研究对象，重点关注脉冲发动机喷焰形态结构对飞行器壁面的气动热/力载荷

特性的影响，有关高超声速飞行器姿控脉冲喷焰的公开研究少见。例如，NASA 兰利中

心开展了多次[4-6]针对大气层再入飞行器姿/轨控发动机缩比模型的风洞实验，主要关注

气动力稳定性和气动热影响程度。上海交通大学的 Zhuang 等[7]采用改进的 K-Q 方法模

基金项目：国家自然基金（52006203、U22B2045）；山西省归国留学人员科研资助项目(2021-113)



拟稀薄大气中末端高空防御系统（THAAD）反应控制系统的反应流场，分析了低空和高

空下不同攻角、侧滑角、射流压力比和射流马赫数下的法向力等特性。然而，对于喷口

参数对侧喷射流以及弹体红外辐射影响规律这一关系到高超声速飞行器突防和隐身的重

要问题尚需进一步研究。

本文将以典型锥柱裙外形弹体为研究对象，围绕喷口参数对热喷流下弹体的红外辐

射特性的影响问题，建立带化学反应源项的三维 Navier-Stokes 方程，计算考虑气体化学

反应的热喷流和弹体扰流场，结合辐射平衡壁面预测弹体壁面温度，基于 NASA-3080
数据库的统计窄谱带模型建立辐射物性参数，采用视在光线法求解不含散射项的辐射传

输方程，分析 20 km@5 Ma、50 km@10 Ma 工况下喷射角、喷口位置及射流压比对高超

声速飞行器热喷流场、红外辐射特性的影响。

1 物理模型

1.1 流场计算模型

在纳维-斯托克斯（Navier-Stokes，N-S）方程的基础上，加入组分输运方程和有限

速率化学反应模型，采用剪切应力输运（Shear Stress Transport，SST）湍流模型对方程

进行封闭处理，控制方程表达如下：

( ) ( ) ( )
i i i
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t x x x 
     
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式中，为混合气体密度；U 为速度矢量；φ和 Sφ分别为对应于φ的输运系数和源项；φ
表示流场通用变量；当φ分别为 l、v、u、w、T、、ωs时，上述方程分别表示连续性方

程、3 个方向的动量方程、能量方程、湍动能方程和耗散方程。其中，v、u、w 为 3 个

方向的速度；T 为温度；为湍流耗散率；ωs为组分 s 的质量变化率。

1.2 红外辐射计算模型

基于 Curtics-Godson 近似法[8]的单线组（Single line group，SLG）[9]模型，求解光谱

计算所需的辐射物性参数。若假定谱线的强度和位置存在统计规律，可根据该规律推导

出某波数区间内的平均透过率。透射过一段路径长度为 L、气体体积分数为 f、总压强为

p 的等温、均质气体，某一中心波数为η的谱带平均透过率为：
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其中，
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式中， k 、  、  分别表示平均吸收系数、平均半宽和平均间距。主要分子（如 CO2、

CO、OH、HCL、NO、H2O 等）在 300-3000 K 温度范围内的参数信息可以从 NASA-SP-3080
数据库[9]中获得。

1.3 红外辐射传输模型

由于本文流场中组分均为气相，不考虑粒子散射效应，因此辐射传输方程可以简化

为[10]:
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其中，s 和 s分别为辐射传输路径和光程向量，λ为波长，Iλ和 Ib,λ分别表示光谱辐射强度

和黑体光谱辐射强度，  为混合气体的吸收系数。

采用视在光线法求解上述方程。沿 LOS（Line of Sight）的辐射强度可以表示为：
1
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其中， iI  表示第 i 层介质处波数为η的光谱辐射强度，τ为光谱透射率。

在η2-η1 波数范围内的辐射强度可以表示为：
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2 计算条件

2.1 几何尺寸

本文采用典型锥柱裙外形弹体[11]作为研究模型，如图 1 所示。弹体由一段锥体（长

度 2.8 D）、一段柱体（直径 D，长度 3.2 D）和一段圆台形裙体（最大直径为 1.655 D、

长为 3.0 D）组成。一个喷口直径为 0.1 D 的喷嘴位于距弹体鼻端 4.3 D 的柱体截面上，

喷管轴线与弹体轴线相垂直。

图 1 典型锥柱裙外形弹体模型

Fig.1 The typical cone-column-skirt-shaped projectile model

2.2 计算域及网格

考虑到锥柱裙外形弹体模型的对称性，选取 1/2 模型进行建模。如图 2
所示，计算域设定为直径为 10 D 的半圆柱体，前端边界距离弹体鼻端 0.75 D，

后端边界距离弹体底面 32.75 D。采用 ICEM-CFD 软件进行网格划分，计算域

共分为 36 个 block，网格数目约为 384 万。在弹体周围和侧喷流出现的区域

进行网格加密处理，其中在边界层区域保证 y+≈2，且第一层网格间距设置为

2×10 -6 D，法向网格间距增加比为 1.1。划分后的网格经过了网格无关性验证。

图 2 计算域及网格分布

Fig.2 Computational domain and grids distribution



2.3 边界条件

对弹体绕流场及侧喷射流进行仿真计算，来流入口和远场边界采用均匀压力和温度

的自由流条件；出口边界指定环境压力；弹体表面设置为辐射平衡壁面；喷嘴入口施加

多组分温度边界条件，燃气组分的质量分数参考文献[11]，分别取为 CO2=0.382、
CO=0.355、N2=0.141、H2O=0.105、H2=0.017。来流计算条件如表 1 所示。

表 1 计算条件

Tab.1 Calculation conditions

Ma∞

(20 km)
P∞/Pa

(20 km)
T∞/K

(20 km)
Ma∞

(50 km)
P∞/Pa

(50 km)
T∞/K

(50 km) Tj/K Pj/Pa

5 5.53×103 216.65 10 79.78 270.65 1596 1.333×105

2.4 模型验证

采用 Gnemmi 等人[11]开展的超声速来流与侧喷射流相互作用风洞试验及数值模拟进

行流场计算模型验证。采用 Avital 等人[12]开展的 BEM-2 火箭发动机喷焰地面红外辐射测

量试验进行高温射流红外辐射模型验证。图 3 给出了本文壁面压力系数及喷焰光谱辐射

强度计算结果与参考文献的对照曲线，结果吻合较好，验证了本文计算模型的可靠性。

(a) 射流条件下壁面压力系数对比
(a) Comparison of wall pressure coefficients with jet

(b) 计算与测量光谱辐射强度对照
(b) Comparison of calculated and measured spectral radiation intensity

图 3 计算模型验证
Fig.3 Validation of calculation models

3 结果与分析

3.1 喷口参数对流场特性的影响

3.1.1 喷射角对流场特性的影响

文中喷射角（Angle of injection，AOI）定义为喷嘴在 y=0 平面上绕孔心逆时针旋转

的角度。为了探究喷射角对侧喷射流流场的作用，在图 4 中分别给出了 AOI=15°、0°和
－15°三个喷射角下的流场温度分布云图。与 AOI=0°相比，AOI=15°时侧喷射流向来流

方向扩张且高温面积增大，复燃区温度峰值升高 250 K 左右。AOI=－15°时，射流与来

流交互作用减弱且高温面积减小，复燃区温度峰值降低 220 K 左右。这是由于喷射角为

负时射流与来流交互作用加剧，喷射角为正时交互作用减弱。



图 4 不同喷射角下温度分布云图
Fig.4 Contours of temperature at different angles of injection

3.1.2 喷口位置对流场特性的影响

文中喷口位置无量纲参数定义为 PON=(xj-L1)/L2，L1 与 L2分别表示弹体头部锥体及

身部柱体的长度。为了探究喷口位置对侧喷射流流场的作用，在图 5 中分别给出了

PON=0.125、0.5 和 0.875 三个位置下的流场温度分布云图。相较于 PON=0.5，PON=0.125
时射流向后拓延使得高温面积增大但复燃效应较弱；PON=0.875 时射流交互作用较小，

复燃区温度峰值降低约 100 K。这是由于 PON 变化导致侧喷射流与弹体头部激波及来流

交互作用发生改变。

图 5 不同喷口位置下温度分布云图
Fig.5 Contours of temperature at different position of nozzle

3.1.3 射流压比对流场特性的影响

文中射流压比（Pressure Ratio，PR）定义为 PR=Pj/P∞，Pj与 P∞分别表示射流在喷口

截面的压强及来流压强。为了探究射流压比对侧喷射流流场的作用，在图 6 中分别给出

了 PR=10、60 和 110 三个射流压比下的流场温度分布云图。与 PR=60 相比，PR=10 时

马赫盘减小，射流被压缩到一个细长形状的有限区域内，高温区域集中在弹体上方且高

温面积减小。PR=110 时马赫盘增大，射流向上扩张且高温面积增大。



图 6 不同射流压比下温度分布云图
Fig.6 Contours of temperature at different jet injection pressure ratio

3.2 喷口参数对飞行器红外辐射的影响

3.2.1 喷射角对飞行器红外辐射的影响

本节着重分析弹体在不同喷射角下的总辐射特性。图 7 为高超声速弹体在侧视观测

角度下 2~6 μm 范围内的总辐射光谱。目标总辐射光谱存在 2.7 μm（H2O）和 4.3 μm（CO2）

两个特征峰值，由此可知弹体总辐射主要来自于侧喷射流。飞行器辐射强度随喷射角由

负转正而增大，对比 AOI=0°，AOI=-15°时辐射峰值增强约 21.2%，AOI=15°时辐射峰值

降低约 25.4%。因此喷射角变化对高超声速弹体总红外辐射影响较大。除此之外，H=50
km 下光谱辐射强度随喷射角的变化规律与 H=20 km 相似，但数值差异较大，前者近似

为后者的 5 倍。这是由于 H=50 km 下大气压强较低，射流极度膨胀导致高温面积增大。

图 7 不同喷射角下的总辐射光谱曲线
Fig.7 Spectrum of different angles of injection

3.2.2 喷口位置对飞行器红外辐射的影响

高超声速弹体在侧视观测角度下 2~6 μm 范围内的总辐射光谱随喷口位置的变化如

图 8 所示。喷口位置向右移动时，光谱辐射强度减小，对比 PON=0.125，PON=0.875 时

辐射峰值降低约 14.7%。特别地，当 PON 由 0.25 增大至 0.375 时，辐射强度峰值急剧降

低，后者约为前者的 91.5%。这是由于喷口位置靠近头部时，侧喷射流与头部激波产生



剧烈交互作用，导致射流复燃加剧，温度升高进而辐射强度增大。因此，当 PON 在

0.125-0.375 范围内时，喷口位置变化对高超声速弹体总红外辐射影响较大。除此之外，

H=50 km 下光谱辐射强度随喷射角的变化规律与 H=20 km 相似，但数值差异较大，前者

近似为后者的 3 倍。

图 8 不同喷口位置下的总辐射光谱曲线
Fig.8 Spectrum of different position of nozzle

3.2.3 射流压比对飞行器红外辐射的影响

高超声速弹体在侧视观测角度下 2~6 μm 范围内的总辐射光谱随射流压比的变化如

图 9 所示。光谱辐射强度随射流压比的增大而增大，PR=130 时辐射峰值约为 PR=10 的

17.5 倍。H=50 km 时光谱辐射强度随射流压比的变化规律与 H=20 km 相似，但数值差异

较大，后者近似为前者的 33 倍。这是由于 H=50 km 时大气压强较低，同压比下射流压

强较小，膨胀程度较弱。

图 9 不同射流压比下的总辐射光谱曲线
Fig.9 Spectrum of different jet injection pressure ratio

4 结论

本文数值研究了姿控发动机喷口参数对高超声速拦截弹红外辐射特性的影响。以典



型锥-柱-裙型弹体为研究对象，分析了 H=20 km 和 H=50 km 典型高度下喷射角、喷口

位置及射流压比对目标流场参数和红外辐射特性的影响，包含流场温度和光谱辐射强度。

研究结果表明：

（1） 喷射角通过影响侧喷射流与来流交互作用程度来改变射流温度分布进而影响辐

射强度；且 AOI=15°较 AOI=-15°辐射峰值增大约 52.7%，辐射峰值增长率约为

2 W/(srμm°)。H=50 km 时光谱辐射强度近似为 H=20 km 的 4 倍。

（2） 喷口位置通过影响侧喷射流与头部激波交互作用程度来改变射流温度进而影响

辐射强度；当 PON 由 0.25 增大至 0.375 时，辐射强度峰值急剧降低，PON=0.875
时辐射峰值较 PON=0.125 降低约 14.7%。

（3） 射流压比通过影响射流膨胀程度来改变侧喷射流的形态，从而影响辐射强度；光

谱辐射强度随射流压比的增大而增大，PR=130 时辐射峰值约为 PR=10 的 17.5
倍，辐射峰值增长率约为 14 W/(srμm)。
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摘要：内置三维结构的壁载纤维素酶微反应器能够高效转化纤维二糖制备葡萄糖，以供发酵制取生物

燃料。在底物浓度 50 g L-1，流量 0.2 min mL-1的条件下，内置长方体结构的微反应器 10 分钟的葡萄糖

得率高达 97.8%。基于上述过程构建了耦合流体流动、物质传递、酶催化反应的数学模型，发现三棱柱

结构对葡萄糖得率及表面生产率的提升最大，长方体结构使微反应器在单位压降下获得最高的葡萄糖

产量，选择合适的长方体尺寸并减小结构间距可以有效提升葡萄糖得率。

关键词：微反应器；纤维素酶；三维结构；物质传递；酶解糖化

0 前言

木质纤维素类生物质作为一种储量巨大、分布广泛的可再生资源，其高效转化制备

清洁高效的生物燃料有望成为推动碳达峰、碳中和的重要驱动力[1, 2]。其中，纤维素作为

木质纤维素的主要组分（30~50%），可以在纤维素酶的催化下制备可供后续发酵制取生

物燃料的葡萄糖[3]。但酶解糖化过程的高酶消耗量增加了生产成本，生物质浆液与纤维

素酶之间的混合差、批次反应器存在产物抑制等现象仍然使得该过程仍然面临转化效率

低、时间长等问题[4, 5]。而微反应器具有比表面积大、径向传质距离短等的优势，在生化

转化方面具有巨大的应用潜力[6, 7]。构建壁载酶微反应器既可以实现酶的重复利用降低生

产成本，又可以通过连续流形式缓解产物，有望成为实现纤维素酶解糖化的有效工具[8, 9]。

Lin 等[6]构建了壁载纤维素酶的毛细管微反应器用于羧甲基纤维素的转化，16 小时

内葡萄糖产量达到 169.9 mg g-1，周转频率相较磁性纳米颗粒体系提升了 97.2%，表明微

反应器是酶催化转化制备葡萄糖的有效工具。为了进一步增大毛细管微反应器的比表面

积与酶负载量，Liu 等[10]采用溶胶-凝胶法在毛细管内构筑了二氧化硅纳米柱，有效提升

了蛋白质的消化效率。Zhu 等[11]对具有沟槽结构的微反应器内异槲皮苷的酶催化合成过

程进行了实验及模拟研究，发现三角形沟槽的设置使得微反应器的泊肃叶数和努塞尔数

提升了 20.61%和 29.63%，表明沟槽结构的设置强化了微反应器内的传热传质。Zhang

基金项目：国家自然科学基金重点项目（No.51836001）；国家自然科学基金创新研究群体项目

（No.52021004）；国家自然科学基金优秀青年科学基金项目（No.52022015）



等[12]通过数值模拟研究发现仿绒毛及褶皱的壁面结构能够有效促进仿肠道反应器内的

物质混合，混合时间较无结构时减少了 3 倍。但目前，针对纤维素及其模型化合物转化

的内置三维结构的壁载酶微反应器系统尚未建立，三维结构对微反应器内酶催化过程传

递及转化的影响机制尚不清晰，缺少选取结构参数的依据，无法为高效壁载酶微反应器

的开发设计提供指导。

本文以内置三维结构的壁载纤维素酶微反应器内纤维二糖的转化为研究对象，进行

了实验及模拟研究。首先构建了内置长方体结构的微反应器并实现了纤维素酶的高效固

定化。测定了游离及固定化纤维素酶的最适运行条件，并在连续流条件下探究了纤维素

模型化合物纤维二糖的转化效果。针对上述转化过程，构建了耦合流体流动、物质传递

及酶催化反应的数学模型，探究了三维结构底面形状、大小、间距等微反应器结构参数

及底物浓度、流量等运行参数对微反应器内传递及转化的影响规律，旨在为内置三维结

构的高效微反应器的开发与设计提供指导。

1 模型及方法

1.1 实验系统及材料

如图 1a 所示，采用硅胶（Silica gel）和聚丙烯酸甲酯（PMMA）来组装内置长方体

结构的微反应器。长度为 8 cm，宽度为 4 cm，高度 6 mm 且中心处具有一个边长为 2 cm
的六边形空腔的 PMMA 板与上下两层硅胶层共同组成微反应器腔室。其中下层硅胶层

为长度 8 cm，宽度 4 cm，厚度为 2.5 mm 的薄膜，且中心 2 cm×2 cm 处均匀排列有 30
个长方体（2 mm×1 mm×5 mm）结构。硅胶层外表面添加厚度为 2 mm 的 PMMA 板以确

保微反应器密封。基于多巴胺及聚乙烯亚胺辅助共沉积法在内置长方体结构的微反应器

内固定化纤维素酶[6]。微反应器上表面具有溶液进出口，反应物可通过注射泵连续进入

微反应器内进行催化反应，尾部设置收集装置用于产物收集（图 1b）。产物浓度通过高

效液相色谱测定。

图 1 （a）内置三维结构的微反应器的组装示意图；（b）内置三维结构的壁载酶微反应器连续转化纤维

二糖的系统示意图



多巴胺、聚乙烯亚胺、柠檬酸、柠檬酸钠、纤维二糖、葡萄糖均购买自上海阿拉丁

生化科技有限公司，纤维素酶（Cellic CTec3）购买自美国 Sigma-Aldrich 公司。

1.2 壁载纤维素酶微反应器内纤维二糖转化特性

研究了不同温度（40~60°C）及 pH（4.0~6.0）条件下游离及固定化纤维素酶的催化

活性，其中最适条件下的活性定义为 100%。研究了不同流量（0.2~1.0 mL min-1）对葡

萄糖得率及葡萄糖生产速率的影响规律，并在连续运行条件下探究了壁载纤维素酶微反

应器的运行稳定性。

1.3 内置三维结构的壁载酶微反应器内传递及转化过程数值模拟

1.3.1 数学及物理模型

模型计算域（图 2）根据微反应器内实际流动区域确定，纤维二糖溶液连续流入壁

载纤维素酶的微反应器内发生催化反应。微反应器内的传递及转化过程进行的简化如下：

1）微通道内为稳态层流流动，壁面处液体无滑移；2）液相径向速度分量为零；3）壁载

酶催化层视为光滑表面，催化活性一致；4）不考虑底物与产物在壁面的吸脱附过程。

图 2 数值模型计算域

在主流区部分，采用 N-S 方程和连续性方程求解流体流动：
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在主流区部分，基于组分守恒方程求解物质传递：

( )i i i iC D C R     V (3)

其中，ρ、μ、V 分别为流体的密度、动力粘度和速度，Ci为物质的浓度，Di为物质

在水中的扩散系数，Ri为物质的反应速率。

基于 Michaelis-Menten 方程测定了酶催化过程的动力学参数：
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其中，C、E 分别为底物和酶的浓度，Km为米氏常数，k 为反应速率常数。

1.3.2 边界条件

微反应器催化反应段进口设置纤维二糖溶液的流量为定值，出口为压力边界条件且

等于一个标准大气压，其余壁面满足速度无滑移边界条件。设置纤维二糖溶液的进口浓

度为定值，出口浓度充分发展，其余壁面物质通量为零。

1.3.3 模型及运行参数

壁载纤维素酶微反应器的模型及运行参数如表 1 所示。在保证三维结构体积相同的

情况下，选取了等边三角形、圆形、正方形，六边形等不同底面形状用于数值模拟，其

中圆形的半径为 1 mm。

表 1 模型及运行参数

符号意义及单位 数值

纤维二糖的扩散系数 D1/m s-1

葡萄糖扩散系数 D2/m2 s-1

米氏常数 Km/g L-1

最大反应速率 Vmax/mol(m3 s-1)

反应速率常数 k/s-1

8.6×10-9 [13]

1.71×10-9 [13]

66.67 [14]

7.31×10-5 [14]

7.9 [14]

1.3.4 网格无关性及模型验证

选用自由四面体网格进行网格划分，当网格数从 22 万增加至 34 万时，计算得到的

葡萄糖产量的差异仅为 0.2%。综合考虑计算量和计算精确度，选用网格数为 22 万的网

格进行内置三维结构的微反应器的模拟计算。为验证上述模型的有效性，将模拟结果与

实验数据进行了对比，如图 3 所示。

图 3 不同流量条件下内置长方体三维结构的壁载纤维素酶微反应器内的葡萄糖生成情况

模拟中所采用的动力学参数通过米氏方程拟合得到，其中米氏常数Km为862.2 g L-1，



反应速率常数 k 为 22.42 s-1，壁载酶负载量 E 为 0.2 g m-2。模型预测的葡萄糖浓度随流

量的变化趋势与实验结果相同，平均相对误差为 7.2%，表明本模型可以用于模拟内置三

维结构的壁载酶微反应器内的纤维二糖转化过程。流量为 0.2 mL min-1 时，10 分钟的停

留时间使得纤维二糖接近完全转化（98.7%），改变三维结构排布对转化率的影响有限。

为了更好地揭示三维结构设置对传递及转化的影响规律，基于文献[14]选取了动力学参数

用于后续的模拟研究，使得底物转化率停留在较低范围内。

1.4 内置三维结构的壁载酶微反应器内纤维二糖转化过程评价指标

1.4.1 表面生产率

三维结构的设置在增加酶负载量的同时也能强化微反应器内的物质传递，为了揭示

传递强化对纤维二糖转化的影响，提出了葡萄糖表面生产率作为评价指标。

, g outC Q
Area productivity

S

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其中，Cg,out为出口处的葡萄糖浓度（g L-1），Q 为流量（L min-1），S 为微反应器的

酶负载面积（m2）。

1.4.2 性能参数

三维结构的设置在提升催化性能的同时也会造成微反应器内压降的升高，在增加系

统能耗的同时也可能对壁面固定化酶的活性产生负面影响。因此，提出以单位压降、单

位时间内葡萄糖产量作为微反应器的性能参数。
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其中，Cg,out为出口处的葡萄糖浓度（g L-1），Q 为流量（L min-1），△P 为微反应器

内的压降（Pa）。
2 结果与讨论

2.1 内置长方体结构的壁载酶微反应器内纤维二糖转化特性

基于聚乙烯亚胺辅助多巴胺共沉积法实现了纤维素酶的高效固定化。如图 4a 所示，

随着反应温度的增加，游离和固定化纤维素酶的相对活性均先升高后下降。这是因为温

度升高使得反应体系内的活化分子数量增加，提升了酶促反应速率。但过高的反应温度

会造成蛋白结构变性，从而降低酶活性。游离酶在 50°C 条件下具有最高的活性，而固

定化酶在 55°C 活性最佳。这是因为纤维素酶固定化过程增加了酶的稳定性，使其能够

在极端条件下更好地保留蛋白结构[15]。在 60°C 条件下，固定化酶的活性保留程度为

78.5%，较游离酶提升了 18.4%。同时，如图 4b 所示，在 pH 值 4.0~6.0 的范围内，纤维

素酶的相对活性先升高后降低。游离与固定化纤维素酶的最适 pH 条件均为 5.0，但固定

化酶在 pH 值为 4.0~6.0 范围内的活性保留程度均高于游离酶，这可能是由于固定化过程

造成了酶催化层周围微环境的变化[16]。在 pH 值为 4.0 的条件下，固定化酶的活性保留

程度高达 92.7%，较游离酶提升了 18.1%。更宽的温度及 pH 适用范围有利于固定化酶微



反应器的实际应用。

基于 pH 为 5.0、温度为 55°C 的最适运行条件，在连续流条件下研究了内置长方体

结构的壁载酶微反应器对 50 g L-1纤维二糖的转化性能。如图 4c 所示，随着流量从 0.2 mL
min-1 增加至 1.0 mL min-1，葡萄糖浓度从 48.9 g L-1 迅速下降至 16.1 g L-1，对应的葡萄糖

得率分别为 97.8%与 32.2%。这主要是由于停留时间的缩短，部分纤维二糖未能与固定

化纤维素酶有效结合反应就被带出反应器。而随着流量从 0.2 mL min-1 增加至 0.6 mL
min-1，葡萄糖生产速率从 0.59 g h-1 上升至 1.26 g h-1。这是由于流量增加强化了底物的传

输，使其能够更好地与纤维素酶结合并反应。但随着流量增加至 0.8 mL min-1 时，葡萄

糖生产速率下降至 0.99 g h-1，这可能是长方体结构的设置使得高流量下流体剪切力较大，

对固定化酶结构造成一定程度的破坏，从而降低了催化活性[17]。而进一步增加流量至 1.0
mL min-1时，葡萄糖生产速率基本维持不变（0.96 g h-1）。这说明由于固定化过程对酶结

构稳定性的增强，使得进一步的流量增加并不会继续降低酶的催化活性，同时，酶解过

程逐渐由传质受限转向反应动力学受限，继续增加流量对葡萄糖生产速率的强化效果有

限。

图 4 （a）温度及（b）pH 对游离及固定化纤维素酶活性的影响；（c）50 g L-1纤维二糖溶液在不同流

量下的转化效果；（d）0.6 mL min-1流量下微反应器的连续运行稳定性

在 0.6 mL min-1 的连续运行条件下，酶的活性保留程度随着运行时间的增加而降低。



这可能是由于流动剪切力造成的酶失活或脱落，使得运行 10 h 之后的活性保留程度下降

为 85.1%，但对应的 3.33 分钟停留时间内的葡萄糖得率仍高达 59.6%（图 4d），表明内

置长方体结构的微反应器是实现纤维二糖转化的有效工具。但三维结构的设置对传递及

转化的影响规律尚不清晰，缺少设计三维结构的评价指标。因此在后续的研究中采用数

值模拟的方式研究了不同三维结构底面形状、大小、间距、边长比例对传递及转化的影

响规律，从而为壁载酶微反应器的高效设计与开发提供指导。

2.2 三维结构底面形状对微反应器内传递及转化的影响

三维结构底面形状对壁载酶微反应器内葡萄糖表面生产率的影响如图 5 所示。随着

流量增大，内置三维结构和表面平滑的微反应器内的葡萄糖表面生产率持续增加并趋于

平缓。如图 5a 所示，以表面平滑的微反应器为例，当底物浓度为 20 g L-1、流量为 0.2 mL
min-1 时，葡萄糖表面生产率为 23.4 g h-1 m-2。当流量升高到 0.6 mL min-1 时，其表面生产

率提升了 27.3%，达 29.8 g h-1 m-2。而进一步增加流量到 1.0 mL min-1 时，表面生产率的

提升率仅为 9.4%。这是因为随着流量增加，酶解过程逐渐由传质受限转向反应动力学受

限，传质强化对于纤维二糖转化的提升率有限。

图 5 流量和纤维二糖浓度对内置不同形状三维结构的壁载酶微反应器内葡萄糖表面生产率的影响：

（a）20 g L-1；（b）40 g L-1；（c）60 g L-1



对于内置三棱柱结构的壁载酶微反应器，流量为 0.2 mL min-1 时，葡萄糖的表面生

产率为 28.0 g h-1 m-2，相较于表面平滑的微反应器提升了 19.7%。流量增加至 1.0 mL min-1

时，表面生产率为增加至 45.8 g h-1 m-2，相较于表面平滑的微反应器提升了 39.9%。由此

可以看出，三维结构在高流量下对葡萄糖表面生产率的提升效果显著高于低流量，这是

因为高流量下结构设置所带来的扰动作用更强。如图 5b 所示，当底物浓度增加到 40 g L-1

时，在流量为 0.2 mL min-1 的条件下，具有三棱柱结构的微反应器内的葡萄糖表面生产

率达 39.4 g h-1 m-2，相较于底物浓度为 20 g L-1 时增加了 40.7%。这主要是由于高浓度的

底物供给增加了纤维二糖转化过程的本征反应速率，从而使得反应体系的表面生产率大

幅提升。但当底物浓度进一步增加至 60 g L-1 时（图 5c），葡萄糖表面生产率仅提升了

19.2%，达 47.0 g h-1 m-2。这是由于壁面固定化酶催化位点的数量有限，持续增加底物浓

度并不能有效促进纤维二糖与纤维素酶之间的有效结合。三维结构的设置在增加微反应

器内酶负载量的同时也强化了物质传递，其中三棱柱结构对葡萄糖生产的强化效果最佳。

当底物浓度为 20 g L-1、流量为 1.0 mL min-1时，内置三棱柱结构的微反应器的表面生产

率为 45.8 g h-1 m-2，而内置圆柱体结构的微反应器的表面生产率最低，为 39.9 g h-1 m-2，

但仍比表面平滑的微反应器提升了 22.4%。

三维结构底面形状对壁载酶微反应器内葡萄糖得率的影响如图 6 所示，随着流量增

大，内置三维结构和表面平滑的微反应器内的葡萄糖得率持续降低并趋于平缓。如图 6a
所示，以表面平滑的微反应器为例，当底物浓度为 20 g L-1、流量为 0.2 mL min-1 时，葡

萄糖得率为 27.9%。当流量增加至 0.4 mL min-1时，葡萄糖得率迅速降低至 16.1%。这是

因为流量的增加大幅缩短了纤维二糖在微反应器内的停留时间，造成葡萄糖产量的下降。

进一步增加流量的过程中，葡萄糖得率的下降趋势逐渐平缓，这是由于流量增加强化了

微反应器内的物质传递，促进了主流区流体与壁面固定化纤维素酶之间的结合与转化，

从而削弱了停留时间对葡萄糖得率的影响。

对于内置三棱柱结构的壁载酶微反应器，流量为 0.2 mL min-1 时，葡萄糖得率为

57.0%，为表面平滑的微反应器的 2.03 倍。流量增加至 1.0 mL min-1 时，葡萄糖得率为

18.9%，为表面平滑的微反应器的 2.43 倍。由此可以看出，三维结构在高流量下对葡萄

糖得率的提升效果显著高于低流量，这是因为高流量下结构设置所带来的扰动作用更强。

如图 6b 所示，当底物浓度增加到 40 g L-1 时，在流量为 0.2 mL min-1 的条件下，葡萄糖

得率为 40.1%，相较于底物浓度为 20 g L-1 时降低了 29.7%。而底物浓度进一步增加至 60
g L-1 时（图 6c），葡萄糖得率仅为 31.9%。这是由于壁面固定化酶催化位点的数量有限，

持续增加底物浓度并不能有效促进纤维二糖与纤维素酶之间的有效结合。在相同的停留

时间内，过量底物无法被催化而被直接带出微反应器，从而造成葡萄糖得率降低。

对于内置三维结构的微反应器，三棱柱结构对葡萄糖生产的强化效果最佳。当底物

浓度为 20 g L-1、流量为 1.0 mL min-1 时，内置三棱柱结构的微反应器的葡萄糖得率为

18.9%，而内置圆柱体结构的微反应器的葡萄糖得率最低，为 14.5%，但仍比表面平滑的

微反应器提升了 85.9%。一方面，三维结构的设置增加了微反应器的比表面积及酶负载

量，提升了纤维二糖的降解速率。另一方面，三维结构的设置强化了微反应器主体溶液



与壁面固定化纤维素酶之间的物质传递，二者协同增强壁载酶微反应器内的葡萄糖生产。

图 6 流量和纤维二糖浓度对内置不同形状三维结构的壁载酶微反应器内葡萄糖得率的影响：

（a）20 g L-1；（b）40 g L-1；（c）60 g L-1

然而三维结构的设置往往造成压降的升高，影响微反应器的实际应用效果。如图

7a 所示，对于表面平滑的微反应器，当流量由 0.2 mL min-1 增加至 1.0 mL min-1，单位长

度的压降从 0.26 Pa m-1 增至 1.37 Pa m-1。具有不同形状三维结构的微反应器也表现出类

似的变化趋势，其中具有三棱柱结构的单位长度的压降最大。在 0.2 mL min-1的流量下，

内置三棱柱结构的微反应器的单位长度的压降达 0.44 Pa m-1，较表面平滑的微反应器提

升了 69.2%，较内置圆柱结构的微反应器提升了 38.4%。在 1.0 mL min-1的流量下，内置

三棱柱结构的微反应器的单位长度压降（2.20 Pa m-1）比内置圆柱体结构的微反应器（1.84
Pa m-1）提升了 19.6%。这表明随着流量的增加，不同形状三维结构对单位长度的压降的

影响的差异逐渐减小，但内置三棱柱结构的微反应器内的压降明显高于其它结构。这是

由于相较于其它形状的三维结构，三棱柱结构沿着流动方向的表面积更大，相应减小了

微反应器内流体的流通截面，增大了流动阻力，从而造成微反应器内压降上升。

为了综合评价内置三维结构的壁载酶微反应器内纤维二糖的转化过程，以单位压

降、单位时间内的葡萄糖产量作为评价壁载酶微反应器的性能参数。如图 7b 所示，当底

物浓度为 20 g L-1 时，随着流量增加，微反应器的性能参数逐渐下降并趋于平缓。当流



量为 0.2 mL min-1 时，内具长方体结构的微反应器的性能参数最高，为 6.07 g h-1 Pa-1，内

具三棱柱结构的微反应器的性能参数最低，为 5.48 g h-1 Pa-1，但仍比表面平滑的微反应

器分别提升了 21.5%。这是由于三维结构的设置对葡萄糖生产的提升作用强于压降的增

加量。当流量增加至 1.0 mL min-1 时，内具长方体结构的微反应器的性能参数仍然最高，

为 1.78 g h-1 Pa-1，相较于表面平滑的微反应器提升了 49.5%，表明高流量条件下三维结

构的设置对性能参数的提升更显著，但不同形状三维结构之间的差异减弱。综合来看，

内具长方体结构的微反应器在 0.2~1.0 mL min-1 的流量范围内具有最高的性能参数，因此

在后续研究中以长方体结构为例，探究结构尺寸、间距及底面长宽比对纤维二糖水解的

影响规律。

图 7 三维结构形状对（a）单位长度的压降及（b）性能参数的影响

2.2 长方体结构尺寸对微反应器内传递及转化的影响

以底面为正方形的长方体结构为例，探究了结构尺寸对 20 g L-1 纤维二糖水解的影

响规律。如图 8a 所示，在 0.2 mL min-1 的流量下，正方形边长 L 为 1.07 mm 时，葡萄糖

表面生产率为 27.2 g h-1 m-2。当边长 L 增加到 2.12 mm 时，表面生产率为 28.0 g h-1 m-2，

相较边长为 1.07 mm 时提升了 3.0%。在 1.0 mL min-1 的流量下，当边长 L 由 1.07 mm 增

加到 2.12 mm 时，葡萄糖表面生产率仅从 41.6 g h-1 m-2 略微增加至 41.9 g h-1 m-2，表明在

1.07~2.12 mm 的范围内，边长 L 变化对表面生产率的影响有限。

然而边长 L 的增加能使葡萄糖得率显著增加，如图 8b 所示，在 0.2 mL min-1 的流

量下，边长 L 为 1.07 mm 时，葡萄糖得率为 45.0%。当边长 L 增加到 2.12 mm 时，葡萄

糖得率提升了 26.2%，达 56.8%。而在 1.0 mL min-1 的流量下，当边长 L 从 1.07 mm 增加

至 2.12 mm 时，葡萄糖得率增加了 23.2%。由此可见，随着流量增大，增大结构尺寸对

葡萄糖得率的强化效果减弱。这是由于结构尺寸的增大带来的流体流通截面缩小，使得

两个相邻结构之间的传递强化可能因其方向相反而被抵消，而这种抵消带来的影响在高

流量条件下更加明显。因此，针对不同的三维结构排布选择合适的运行流量至关重要。

如图 8c 所示，随着流量增加，单位长度的压降逐渐增加。在相同流量下，单位长

度压降随边长 L 增大而增大。在 0.2 mL min-1 的流量下，当边长 L 由 1.07 mm 增加到 2.12



mm 时，单位长度的压降从 0.32 Pa m-1 增至 0.52 Pa m-1，而性能参数则从 6.46 g h-1 Pa-1

减少至 5.48 g h-1 Pa-1，降低率为 15.0%（图 8d）。当流量为 1.0 mL min-1时，当边长 L 为

1.07 mm 时，性能参数为 1.95 g h-1 Pa-1，边长增加至 2.12 mm 时，性能参数下降了 17.4%，

达 1.61 g h-1 Pa-1。这是由于三维结构尺寸的增大造成的压降持续上升，而结构尺寸增大

造成相邻结构的间距减小，边长为 2.12 mm 时间距仅为 1.2 mm，相邻结构之间传质强化

被部分抵消，使得葡萄糖生产速率的强化效果减弱，从而造成微反应器性能参数的整体

下降。

图 8 长方体结构尺寸对（a）表面生产率，（b）葡萄糖得率，（c）单位长度压降，（d）性能参数的影响

2.3 长方体结构间距对微反应器内传递及转化的影响

以底面为正方形的长方体结构为例，探究结构间距对 20 g L-1纤维二糖水解的影响

规律。如图 9a 所示，在 0.2 mL min-1 的流量下，表面生产率随长方体结构之间的间距 d
的减小而增大。当间距 d 为 4.0 mm 时，葡萄糖表面生产率为 26.4 g h-1 m-2。当间距 d 减

小到 2.5 mm 时，表面生产率提升了 7.5%，达 28.4 g h-1 m-2。在 1.0 mL min-1 的流量下，

当间距 D 为 4.0 mm 时，葡萄糖表面生产率为 40.6 g h-1 m-2。当间距 d 减小到 2.5 mm 时，

葡萄糖表面生产率为 45.1 g h-1 m-2，相较间距 d 为 4.0 mm 时提升了 11.1%。这是由于间

距的减小强化了主流区纤维二糖与壁面固定化纤维素酶之间的物质传递，提升了纤维二



糖的转化速率，且这种强化效果在高流量条件下更加明显。

如图 9b 所示，葡萄糖得率随着流量的增加而逐渐下降。在相同流量下，葡萄糖得

率随着间距 d 的减小而增大。在 0.2 mL min-1 的流量下，当间距 d 为 4.0 mm 时，其葡萄

糖得率为 43.0%，而间距 d 减小至 2.5 mm 时，葡萄糖得率增加了 71.6%，达 73.8%。在

1.0 mL min-1 的流量下，当间距 d 为 4.0 mm 时，其葡萄糖得率为 13.2%，而间距 d 减小

至 2.5 mm 时，葡萄糖得率增加了 74.2%，达 23.0%。一方面，间距的增加意味着在微反

应器内排布了更多数量的三维结构，增加了微反应器内的酶负载量，提升了纤维二糖的

转化速率。另一方面，间距的增加强化了主流区流体与壁面固定化纤维素酶之间的物质

传递，促进催化反应正向进行。

图 9 长方体结构间距对（a）表面生产率，（b）葡萄糖得率，（c）单位长度压降，（d）性能参数的影响

如图 9c 所示，随着流量增加，单位长度的压降逐渐增加。在相同流量下，单位长

度压降随间距 d 的减小而增大。在 0.2 mL min-1 的流量下，当间距 d 由 4.0 mm 减小到 2.5
mm 时，单位长度的压降从 0.31 Pa m-1 持续增加至 0.76 Pa m-1，而性能参数则呈现先增

大后减小的趋势（图 9d）。当间距 D 为 4.0 mm 时，性能参数为 5.55 g h-1 Pa-1，当间距 d
缩小至 3.33 mm 时，性能参数提升了 9.4%，达 6.07 g h-1 Pa-1。这是因为微反应器内更多

数量的三维结构排布在增加酶负载量的同时也强化了物质传递。但当间距 d 进一步减小

为 2.5 mm 时，性能参数急剧下降至 4.09 g h-1 Pa-1。这是由于间距的减小造成流体流动截



面的减小，从而造成了压降的大幅上升，而此时葡萄糖生产速率的提升有限，从而造成

微反应器性能参数的整体下降。

2.4 长方体结构边长比例对微反应器内传递及转化的影响

以底面为矩形的长方体结构为例，探究结构间距对 20 g L-1 纤维二糖水解的影响规

律，矩形边长比例 R 定义为其径向长度与轴向长度的比值。如图 10a 所示，在 0.2 mL min-1

的流量下，葡萄糖表面生产率随着比例 R 的增大呈现出先增大后减小的趋势。当比例 R
由 1/3 增大至 2 时，表面生产率由 24.8 g h-1 m-2 增加至 28.6 g h-1 m-2。这是由于径向长度

的增大有利于结构对流体产生扰动。但当比例 R 进一步增大到 3 时，表面生产率了下降

了 18.5%，为 23.3 g h-1 m-2。这是由于过大的径向长度会急剧降低结构间距，使得流通截

面大幅减小，大部分纤维二糖溶液从反应器侧壁面处快速流过，而进入结构阵列中的纤

维二糖流速极低，在前两排结构负载酶的催化就以接近完全转化（图 11），使得后侧结

构壁载酶无法发挥其催化作用，从而造成整体转化效率的降低。同时，该现象在增加流

量的情况下更加显著，当流量为 1.0 mL min-1 时，当比例 R 从 2 增加至 3 时，表面生产

率由 42.9 g h-1 m-2 迅速降低至 30.9 g h-1 m-2，下降率为 28.0%。这是由于流量增加对比例

为 3 的阵列排布中产生的葡萄糖的脱除效果有限，还会使得更多未反应的纤维二糖从靠

近壁面处直接排出反应器，将流量从 0.8 mL min-1 增加 1.0 mL min-1 并不能增加葡萄糖的

表面生产率。



图 10 长方体结构底面矩形比例对（a）表面生产率，（b）葡萄糖得率，（c）单位长度压降，（d）性能

参数的影响

如图 10b 所示，在相同流量下，葡萄糖得率随比例 R 的增大同样呈现出先增大后减

小的趋势。当比例 R 由 1/3 增大至 2 时，葡萄糖得率由 50.6%增加至 56.1%，但当比例 R
进一步增大到 3 时，葡萄糖得率下降至 47.4%。虽然比例 R 为 3 时的酶负载量略大于 R
为 2 时，但葡萄糖在结构阵列中的积累仍然抑制了整体转化效果。

如图 10c 所示，随着流量增加，单位长度的压降逐渐增加。在相同流量下，单位长

度压降随比例 R 的增大而增大。在 0.2 mL min-1 的流量下，比例 R 为 1/3 与 1/2 时的压降

分别为 0.31 和 0.32 Pa m-1，而性能参数均为 6.83 g h-1 Pa-1，这主要是由于二者在接近的

压降下也具有类似的葡萄糖得率。但当比例 R 由 1/2 增加至 3 时，单位长度的压降从 0.31
Pa m-1 迅速增加至 0.62 Pa m-1，而性能参数从 6.83 g h-1 Pa-1 急剧下降至 3.23 g h-1 Pa-1（图

10d）。这是因为随着比例 R 的增大，流体的流通截面逐渐减小，压降持续上升，且压降

增加的程度远大于比例变化带来的葡萄糖产量提升，因此造成性能参数持续下降。

图 11 内置不同长方体结构的壁载酶微反应器高度为 3 mm 截面处的葡萄糖浓度及流线分布：（a）底面

矩形比例 R 为 1/3；（b）底面矩形比例 R 为 2；（c）底面矩形比例 R 为 3

3 结论

本文构建了内置三维结构的壁载纤维素酶微反应器，实现了纤维二糖到葡萄糖的高

效转化。建立了壁载酶微反应器内耦合流动、传质及催化的数学模型，获得了三维结构

对微反应器内传递及转化的影响规律，提出了衡量三维结构强化传递及转化的评价指标，

主要结论如下：

1）在温度为 55°C、pH 为 5.0、流量为 0.2 mL min-1 的运行参数下，50 g L-1 的纤维

二糖溶液在 10 分钟的停留时间内的转化率高达 97.8%。

2）在底物浓度 20 g L-1、1.0 mL min-1的流量下，三棱柱结构的设置使得微反应器内

葡萄糖表面生产率及葡萄糖得率分别提升了 39.9%及 143.0%，进一步增加底物浓度使得

三维结构的强化效果减弱。

3）在底物浓度 20 g L-1、0.2 mL min-1的流量下，内置长方体结构的微反应器的性能



参数最高，为 6.07 g h-1 Pa-1，较表面平滑的微反应器提升了 34.5%，有利于实际应用。

4）随着长方体结构底面矩形的边长比例 R 的增加，葡萄糖得率先增加后减小，过

高的长宽比使得流通截面的减小，造成结构阵列中的产物积累，不利于催化反应的高效

持续进行。
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摘要：本文提出了一种计算模态分辨声子透射率和界面热导的稳健的晶格动力学算法。算法利用线性

代数变换和投影梯度下降迭代来保证稳定性。改进后的算法在理想硅/锗界面上显示了与原始晶格动力

学算法的一致性，并在粗糙的硅/锗界面上表现出稳健性。结果揭示了界面上的倏逝波模式和局域效应。

通过自下而上地分析声子透射率的统计特征，提出了一个解耦模型。这项工作为粗糙界面上的模态分

辨声子透射率提供了全面的见解，并为进一步研究界面热导的机理及其与原子结构的关系铺平了道路。

关键词：界面热导、晶格动力学、声子透射率、硅/锗界面。

0 前言

随着电子器件功率密度的上升和微型化的趋势，固体之间的界面热阻（TBR）在微

电子器件的热管理中起着至关重要的作用。TBR 与界面原子结构密切相关，受到许多因

素的影响，如键合强度[1]、粗糙度[2]和缺陷[3]，这使得 TBR 的预测具有挑战性。作为半

导体中的主要热载体，声子主导着 TBR。在简谐近似下，声子 TBR 是通过将声子处理

为粒子，计算它们在界面上的透射率来决定的。然而，界面处声子的模式分辨透射率仍

然不明确。迫切需要全面了解声子在界面处的行为。

朗道尔公式提供了界面热导 TBC（TBR 的倒数）的直观解释，它通过对每个声子模

式对 TBC 的贡献求和来实现[4]。

� =
1
�

�,�
ℏ������,����

��
��

� , # 1

其中，��� 、是模态分辨的声子能量透射率。然而，确定任意声子模式的透射率非常困

难。一种较为简单但精度较低的方法是将�近似为�的函数，即� ≈ �(�)，又称为频谱

透射率。在上个世纪，学者提出了两种连续模型来确定频谱透射率。第一种是声学失配

模型（AMM），它假设表面的反射和透射是完全镜面的[5]。第二种模型是扩散失配模型

（DMM），它假设另一个相反的极端情况，即所有声子在界面处都是漫反射[6]。其后提

出的大多数方法并没有改变频率依赖的透射率这一传统[7–9]。了解声子传输对除频率以外

的因素的依赖性有助于理解 TBR 的潜在物理机制，并有助于在热仿真中进行多尺度建模，

计算模态分辨的声子透射率仍然是这方面的主要障碍。
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频谱透射率可以通过多种方法获得。原子格林函数（AGF）方法利用界面处的二阶

力常数作为输入，在倒空间和频域中计算 TBC[10]。传统的 AGF 是在简谐近似下发展的，

而近期添加了非谐项[11,12]。另一方面，分子动力学（MD）本质上包含了所有阶次非谐项

的影响。在非平衡分子动力学（NEMD）中，可以通过原子热流的傅里叶变换来计算界

面热导[13]。在平衡分子动力学（EMD）中，可以基于涨落耗散定理，通过格林-库伯公

式计算界面热导[14,15]。然而，分子动力学模拟的主要不足之处在于尺寸效应和不能考虑

量子效应，因此在低温和低声子占据度时准确度较低。传统 AGF 和 MD 都仅限于计算

频率依赖性的声子透射率。近期，AGF 被扩展到计算单声子模式的透射率，这是通过求

解界面哈密顿矩阵的特征值系统实现的[16–19]。该方法首先构造布洛赫矩阵，然后对角化

矩阵，并计算具有单位范数的本征值的相位来获得离散的波矢。由于声子波矢是后验的，

不能对波矢均匀采样，因此该方法并不利于实际应用。目前，关于模态分辨的声子透射

率的研究仍不足。

晶格动力学（LD）（也称散射边界法，SBM）是计算模态分辨声子透射率的一种有

效的方法[4]。虽然它不是最近才提出的，但它尚未发挥其全部潜力。LD 使用和 AGF 相

同的输入（二阶力常数），二者被认为是数学等价的[18]。然而，LD 将边界的相位信息纳

入计算中，而 AGF 只利用密度信息，因此 LD 在单模态计算中显示出优越性。LD 的原

型在 1978 年由 Lumpkin 等人提出，他们在理论上计算了一维原子链的 TBC[20]。之后，

该方法被应用于三维面心立方晶格[21]和具有金刚石结构的硅/锗界面[22]。以上示例可以求

得解析解，这是因为它们只考虑了原子间的最近邻相互作用。但是，最近邻项不足以完

全描述原子之间的相互作用。因此，不久之后计算方法从解析解过渡到数值解。王等人

计算了纳米管连接处声学分支的声子透射率[23]，其中运动方程被装配成一个超定的线性

方程组，随后使用奇异值分解（SVD）方法进行近似求解。此后，该算法未有进一步发

展，但已应用于一系列研究课题[24–26]。由于求解声子透射率涉及到的变量数量较大，数

值误差很容易造成结果不稳定，并缺乏能量守恒定律的约束。数值误差的大小与散射模

式的数量和系统大小呈正相关，因此在粗糙界面中格外大。这已经成为将 LD 方法应用

于真实的粗糙界面的主要障碍。

在这项研究中，我们解决了原始 LD 方法中约束丢失的问题。我们首先使用线性代

数变换来减少变量数量，然后应用能量守恒约束，利用投影梯度下降法进行迭代求解。

改进后的算法在考虑了漫散射模式的两种粗糙界面上进行测试，并展示出了良好的稳健

性。我们的算法准确地捕捉了界面引起的局域效应，揭示了倏逝波模式的存在。采用自

下而上的方法，我们基于模态分辨透射率分析了透射率的统计特征，考虑了频率、极角

和方位角等影响因素。最后，结果被简化为解耦的表达式，该表达式准确地再现了 TBC。

1 方法

1.1 稳健的晶格动力学算法

我们讨论的系统是两个晶体组成的界面。两侧的晶体周期性地延伸到无穷远，因此

有良好定义的声子。界面附近的原子结构可以是任意的，例如理想界面、扩散界面或无

定形界面。整个系统沿界面法向被分为三个部分：左侧、中心区域和右侧。在简谐近似



的假设下，我们可以写出�原子的运动方程，

�

������ = ��
�2��

��2 , # 2

其中���是原子�和�间的二阶力常数，��是原子�的位移，��是原子�的质量。通过在体材

料中对原子运动方程进行傅里叶变换，可以得到体材料中的声子特征方程，

����� = ���
2 ���, # 3

其中�是声子波矢，�是声子能带数，��是�处的哈密顿量，���是声子特征向量，���是

声子频率。

下一步是确定某一声子模式�的透射率。在推导过程中，我们假设入射声子由左侧入

射，并在界面被漫散射。每个在漫散射假设下允许的反射和透射声子模式都会被考虑到。

如何确定这些允许的模式将在下一节中说明。在此，我们将反射模式表示为��，透射模

式表示为��。所有的反射和透射模式都是左右两侧的体态声子，假设中心区域足够长，

我们可以认为所有局域效应都限制在中心区域内，左侧区域的原子运动由入射波和反射

波组成，右侧区域的原子运动由透射波组成。在以上假设下，原子的位移为，

�� = ������⋅�� +
��

�������
����⋅��� , 若原子 � 在左侧区域,

�� 待求解, 若原子 � 在中心区域,

�� =
��

�������
����⋅��� , 若原子 � 在右侧区域.

# 4

其中���是反射模式��的振幅，���是透射模式��的振幅。由于简谐近似导致的弹性散射

假设，所有的反射模式和透射模式具有与入射模式相同的频率，所以式(4)中的相位因子

����被省略。能量透射率和反射率分别为

� =
��

���,�
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其中�是声子群速度。能量守恒定律要求

� + ℛ = 1. # 6
以上牛顿运动方程组中待求解的变量可以分为两组，按如下方式定义

�1 = ��, 若原子 � 在中心区域

�2 = ��1, …, ������ , ��1 , …, ������

. # 7

通过将方程（4）代入方程（2），可以获得一组线性方程组，经过适当整理后化简为

�1�1 + �2�2 = �, # 8
其中�1，�2和�为系数矩阵。方程的数目超过了变量的数目，因此该方程组是超定的。

这是由于没有考虑倏逝波模式[27]。尽管如此，如果假设所有倏逝波模式都在中心区域内



衰减到零，则该超定方程组仍具有唯一解。在实际计算中，近似解是通过最小化方程组

的残差获得的，残差的表达式为，

� = � − �1�1 − �2�2 . # 9
在原始 LD 方法中，最小化残差是通过奇异值分解法（SVD）计算方程组的最小二

乘解获得的，即，

�1 �
� �2

�1
�2

= �

�1 �
� �2

= ���∗

�1
�2

= ��−1�∗�.

# 10

可以发现在该方法中，�1和��同时求解。�1的维度是中心区域原子数目的三倍，在大型

系统中可以达到几千。另外，求解中没有施加能量守恒约束。因此，数值误差会导致��

即反射波和透射波的振幅有很大波动，进而导致能量不守恒及透射率计算不准确。尽管

之前的研究已经证明了原始 LD 在理想界面上是可行的，我们将在结果部分说明原始 LD
在粗糙界面上失效。

在我们的稳健性算法中，式（9）在式（6）的约束下最小化。由于约束只作用在��

上，因此我们将式（9）的最小化分解为对�1和��的依次优化过程，

�min = min
�2

min
�1

� − �2�2 − �1�1 . # 11

QR 分解是最小二乘法中的常用技术。利用 QR 分解通过下述步骤可以消去变量�1。首

先对�1进行 QR 分解，

�1 = ��, # 12
其中�为正交矩阵，�为上三角矩阵。然后使残差最小化的�1可以直接写为：

�1 = �−1�∗ � − �2�2 , # 13
最小化的残差为：

�min = min
�2

min
�1

� − �2�2 − �1�1

= min
�2

� − �2�2 − ���−1�∗ � − �2�2

= min
�2

� − ��∗ � − � − ��∗ �2�2 .

= min
�2

�eff − �eff�2 , # 14

其中�eff = � − ��∗ �，�eff = � − ��∗ �2。通过以上线性变换，�min只依赖于�2，并

且可以看作另一个最小二乘问题。然而，由于能量守恒约束的存在，这个最小二乘问题

不能简单地使用 SVD 或者 QR 方法求解。而其他的通用最小化方法，例如共轭梯度法等，

也由于此问题的维度较大而表现不佳。



我们使用投影梯度下降（PGD）迭代法来解决该约束最小化问题。PGD 是求解含约

束的线性最小二乘问题的最常用和有效的方法[28]。通过回顾约束方程（6），我们可以发

现它是关于�2的椭圆方程，可以通过线性缩放变形为圆方程。因此为了方便起见，我们

用单位圆来表示该约束，即 �2 2 = 1。则 PDG 迭代过程如下，

�2
�+1 = �2

� − �����
� �����2

� − ����

�2
�+1 = �2

�+1 �2
�+1

2

, # 15

其中�为人为选择的步长。为了获得线性收敛率[29]，我们选择的步长为，

� = 1 �eff 2 �eff 2 . # 16
我们从一个随机的初值�2

0
开始迭代，并在相邻迭代间残差的变化小于 1 × 10−9时停止

迭代。迭代的收敛速度和寻找全局最小值的能力将在结果部分予以讨论。在达到收敛后，

声子能量透射率可以通过式（5）确定。在模态分辨的声子透射率基础上，可以通过式（1）
进一步确定 TBC。式（1）对声子波矢的求和是在第一布里渊区内 20 × 20 × 20 的均匀

网格上完成的，该网格密度对我们研究的系统是足够的。

1.2 确定漫散射声子模式

在前人利用原始 LD 方法的研究中，总是假设声子经历了镜面反射和透射，即反射

和透射声子模式具有与入射声子相同的波矢水平分量。如果我们取界面所在的平面为 xy
平面，则镜面反射和透射的假设可以写为，

��,�� = ��,�� = ��,��. # 17
上式确定了波矢的水平分量，而波矢的垂直分量则可以由弹性散射假设进一步确定

� ��, �� = � ��, �� = � ��, �� . # 18
然而，由于实际界面总是粗糙的，因此在现实世界中，镜面反射假设不成立。为了

研究粗糙界面的影响，我们通过水平复制晶胞来构造一个超胞，然后扰动界面附近的原

子位置以引入粗糙度。该系统在水平方向上具有相对于超胞晶格矢量的周期性。任何相

差整数倍超胞倒格矢的水平波矢都是允许的，即，

��,�� = ��,�� + �1�1 + �2�2

��,�� = ��,�� + �3�1 + �4�2
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其中�1,2,3,4为整数，�1,2为超胞的倒格矢。式（19）将给出一系列允许的波矢水平分量，

波矢的垂直分量则进一步由式（18）确定，同时要保证波矢位于第一布里渊区内，以避

免重复计量。类似的策略在文献中已有报道[18,30]，但该策略并没有被应用到 LD 方法中。

1.3 建模细节

本文以 Si/Ge 的[001]界面为例。界面的法向定义为 z 方向。采用了 Tersoff 势函数来

描述原子间相互作用[31]。由于 Si 和 Ge 具有不同的晶格常数，因此我们假设 Si 保持无应

力的状态，Ge 在 xy 方向具有与 Si 相同的晶格常数，在 z 方向上被拉伸以释放 z 方向上



的应力。Si 的晶格常数为 a=5.432。Ge 的晶格常数为 a=5.432 和 c=5.815。使用 Phonopy
软件包[32]计算了体态 Si 和拉伸后的体态 Ge 的声子色散。

构建了三种类型的界面，如图 1 所示。第一种是理想界面，Si 和 Ge 直接接触。第

二种是扩散界面，首先在 xy 方向上先将系统 2×2 重复，然后随机交换界面附近 1nm 范

围内 50％的原子。第三种是无定形界面，首先在 xy 方向上先将系统 2×2 重复，使用分

子动力学方法融化了界面附近 1nm 的原子，同时保持其他原子固定然后，最后将系统淬

火至零温。我们使用 5000K 的 Langevin 热浴，5fs 时间步长和 10000 总步数。需要注意

的是，在三种类型中，最终结构都经过了优化，以确保所有原子处于平衡位置。随后，

我们采用中心差分方法计算二阶力常数。构建了界面结构后，系统沿 z 方向被分成三个

区域：左侧、中心区域和右侧。为确保捕捉到由界面引起的所有局部效应，中心区域必

须足够长。在我们的计算中，如果没有额外说明，我们将中心区域的长度设置为 10nm。

后续将证明这个值对于此文研究的系统来说是足够的。

图 1 三种界面类型的示意图。上：理想界面。中：扩散界面。下：无定形界面。后两种界面采用 2×2

超胞和 1nm 粗糙度构建。在所有模型中，中心区域的长度都设为 10nm。

2. 结果与讨论

表 1 总结了三种 Si/Ge 界面在 300K 下的 TBC，以及使用原始晶格动力学方法计算

的理想界面的 TBC。稳定的 LD 算法计算的理想的 Si/Ge 界面的 TBC 为 318 MW/m2K，

与原始 LD 方法[22]、AGF 方法[33]和 NEMD 模拟[4]的结果相当吻合。扩散界面和无定形界

面均可导致 TBC 的降低，其中无定形界面导致的降低更为显著。原始 LD 法未能计算粗

糙界面的 TBC，具体表现为计算结果比预期值高几个数量级，原因如下。在能量守恒的

约束下，传输和反射率之和不受限制，总和可以超过 1。图 2 显示了对于每个采样网格

上的每种声子模式，传输和反射率之和的直方图。虽然大多数声子模式基本上遵守能量

守恒规则，但存在许多例外。在粗糙界面中，某些声子模式的透过率比 1 高几个数量级。

因此，原始 LD 方法失败了。这种失败凸显了能量守恒约束的必要性，而我们的方法正

是满足这种约束的。

表 1 使用原始与改进的 LD 方法计算的三种界面在 300K 下的 TBC
方法 理想界面 扩散界面 无定形界面

稳定 LD 方法 318MW/m2K 285MW/m2K 132MW/m2K
原始 LD 方法 317MW/m2K 失败 失败



接下来对 PGD 迭代的收敛性和寻找全局最小值的能力进行了评估。图 3 展示了在

无定形Si/Ge界面系统中使用某一平凡的声子波矢(0.03Å-1, 0.07Å-1, 0.1Å-1)的PGD迭代残

差。迭代在 100 次内就可以达到收敛。使用 10 个不同的随机初始值，我们发现它们都收

敛到相同的全局最小值，并表现出相似的收敛速度。这个结果验证了 PGD 迭代的稳定性

和效率。

图 2 使用原始 LD 方法计算理想 Si/Ge 界面的 TBC 时，每个声子模式的能量守恒率（透射率和反射率

之和）的直方图。

图 3 在包含 1nm 无定形层的粗糙 Si/Ge 界面中，在平凡声子波矢(0.03Å-1, 0.07Å-1, 0.1Å-1)下，使用 10 个

随机初始值的 PGD 方法的迭代收敛过程。

我们接下来将研究 LD 方法对局域效应的捕捉能力。在推导过程中，我们假设了中

心区域足够长，以致所有局域效应都局限于其中。在此，我们将检验局域分量以验证该

假设。局域分量是通过在中心区域原子的特征向量中减去体态声子分量来确定的，其中

体态声子分量取决于它们相对于界面的相对位置，即，



������ =
�� − ������⋅�� +

��

�������
����⋅��� 若原子 i 在界面左侧

�� −
��

�������
����⋅��� 若原子 i 在界面右侧
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作为示例，图 4a 展示了某一频率为 5THz，波矢为(0,0,1nm-1)的纵向声学声子的局域分量。

该声子模式的透射率为零，这意味着它经历了完全反射。局域模式揭示了位于 Ge 侧的

倏逝波模式，它在 4nm 范围内指数衰减到零。相比之下，其他大多数透射率非零的声子

模式的局域分量在更短的距离内衰减到零。此外，我们通过扩展中心区域的长度来测试

TBC 的收敛性，如图 3b 所示。可以发现，对于 Si/Ge 界面来说，10nm 的中心区域长度

已经足够。

我们还进一步研究了中心区域的原子的局部态密度（LDOS）。为了计算 LDOS，我

们在 Si 和 Ge 的第一布里渊区中对其声子模式进行均匀采样，并将它们视为入射声子。

接下来，我们计算位于中心区域的原子的特征向量，将这些特征向量在所有采样点上的

幅度平方相加，乘以一个�函数因子。原子�在中心区域的 LDOS 为，

����� � =
� in Si BZ

��
2� � − ��� +

� in Ge BZ

��
2� � − ��� . # 21

图 4c 显示了位于中心区域且与界面距离不同的四个不同原子的 LDOS。可以看出，界面

附近的原子的 LDOS 与体态 DOS 不同，而远离界面的原子的 LDOS 接近于体态 DOS。
因此，局部效应仅限于界面附近区域。我们的结果与分子动力学的 LDOS 结果一致[34]。

从上面的分析中可以看出我们的方法能够准确地捕捉界面效应。

图 4 (a)频率为 5THz，波矢为(0,0,1nm-1)的纵向声学声子的局域分量。(b)计算的 TBC 与中心区域长度的

关系。(c)实线代表中心区域内不同位置的 4 个原子的 LDOS。上下两图的阴影区域分别代表 Si 和 Ge

的体态密度（DOS）。



图 5 (a)Si 沿高对称路径的硅声子透射率。(b)Ge 沿高对称路径的硅声子透射率。虽然 Ge 是被拉伸的，

但我们仍然采用未被拉伸的结构的高对称路径以便与 Si 进行比较。(c)TBC 的频率累积函数。

图 5(a)和(b)展示了 Si 和 Ge 声子沿高对称路径的透射率，它们之间有明显的差异。

Si 声子的透射率几乎是各向同性的。由于 Si 的所有光学声子模式频率都超过了 Ge 的截

止频率，因此光学声子的透射率均为零，大部分 TBC 贡献都来自于声学声子，如图 5(c)
所示。另一方面，Ge 声子的透射率各向异性较强。沿着 G-L 方向的透射率明显低于沿

G-U 和 G-X 方向的透射率。原因在于沿 G-L 方向的声子入射角度较大，而由于 Ge 的声

速较低，具有较大入射角度的声子将会发生全反射。

尽管我们的方法已经提供了关于模态分辨声子透射率的详细信息，但我们还进一步

考察了透射率的统计特征。与依赖经验假设的其他模型不同，我们的模型以模态分辨声

子透射率为基础，采用自下而上的方法，从一开始就计算出精确的 TBC。我们将平均声

子透射率定义为�，�和�的函数，即�� �, �, � ，其中�和�分别为入射声子的极角和方位

角，声子的方向由其群速度而不是波矢定义。为了方便可视化，我们从一个和两个变量

的简单形式开始。例如，

�� � =
�,� ℏ������,����

��
��

� � ��� − �

�,� ℏ������,�
��
��

� � ��� − �
,

�� �, � =
�,� ℏ������,����

��
��

� � ��� − �, ��� − �

�,� ℏ������,�
��
��

� � ��� − �, ��� − �
,
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而�� � ，�� � ，�� �, � 和�� �, � 也用相似的方法定义，此处不再赘述。在这种平均方

式下，平均声子透射率能够精确再现总 TBC，即，

� =
1
�

�,�
ℏ������,����

��
��

� =
1
�

�,�
ℏ������,���

��
��

� . # 23

所有的六个声子透射率依赖函数都在图 6 中展示出来。从图 6(a)中可以明显看出，频率

对透射率影响最大。如图 6(b)所示，随着极角的增加，透射率下降，这与 AMM 模型的



结论相一致。图 6(c)显示了透射率在方位角上的各向异性，表现出两个垂直方向的镜像

对称性，这是由于 Si 和 Ge 的金刚石结构在[001]方向上的对称性造成的。尽管存在这种

各向异性，我们在考虑 TBC 值时可以通过方位角上的平均来忽略其影响。��对两个变量

的依赖关系加强了我们的结论。从图 6(d)中可以观察到，频率和极角是影响透射率最大

的因素。如图 6(e)和 6(f)所示，透射率相对于方位角的各向异性可以忽略。因此，我们

可以将平均透射率近似为�和�的函数，即

�� �, �, � ≈ �� �, � . # 24
进一步观察图 6(d)可以发现，随着极角的增大，透射率会降低，并且在不同频率下

降低的速率大致相同。因此，我们可以近似认为频率和极角对透射率的影响是解耦的。

也就是说，不考虑在方位角方向上的各向异性，只需考虑频率和极角的影响即可。即，

�� �, � ≈ ��0 � � � , # 25
其中��0 � ≡ �� �, 0 是垂直入射时的声子透射率。极角的影响因子定义为，

� � =
�� �

�� � ​
�=0
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图 7 比较了理想界面、扩散界面和无定形界面中耦合表达式�� �, � 和解耦表达式

��0 � � � 的透射率分布情况。可以观察到，解耦表达式非常准确地描述了透射率随频

率和极角的变化规律。两种表达式都精确地复现了表 1 中的 TBC，但解耦表达式的形式

更为简单明了。这种解耦现象在低频区间中特别明显，因此解耦表达式特别适用于描述

由简单晶体构成的界面。同时，解耦表达式由于其简单形式和高精度，特别有利于跨尺

度建模。

图 6 定义在一个或两个变量上的平均声子透射率。其中�� � ，�� � ，�� �, � 是在频率低于 4THz 的声

子上平均获得的。



图 7 理想界面、扩散界面和无定形界面的声子透射率对频率与极角的依赖关系的耦合表示(a)-(c)与解耦

表示(d)-(f)。

3 结论

本文提出了一种稳定的 LD 算法，用于计算粗糙界面上的模态分辨的声子透射率。

利用线性代数变换和投影梯度下降迭代，解决了原始 LD 中存在的约束缺失问题。我们

的方法在理想界面上表现出与原始 LD 的一致性，在粗糙界面上展现了可靠性。我们的

方法捕捉到了界面附近的局域效应，通过检查原子运动的局域成分，揭示了倏逝波模式。

以模态分辨的透射率为基础，采用自下而上的方法，分析了透射率的统计特征，考虑到

频率、极角和方位角的影响。结果表明，方位角的各向异性可以忽略，而对频率和极角

的依赖性可以解耦。解耦后的表达式准确地重现了模态分辨透射率计算所得的 TBC。本

文所提出的方法促进了对粗糙界面界面热阻机理的探索，并提供了研究界面热阻与原子

结构之间关系的机遇。
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摘要：热隐身斗篷是一种热超结构材料，任何隐藏在这种材料内的物体都不会改变斗篷外部的温度分

布和热通量。基于双层体材料的热隐身斗篷模型，可以实现较好的热隐身效果。一方面，理论假设内

层为理想的热绝缘体（热导率为零），实际中，该模型的热隐身效果因内层材料热导率不为零的影响而

变差；另一方面，理论模型中忽略了热隐身斗篷和环境材料之间的界面热阻。因此，本文基于机器学

习的方法，构建人工神经网络，智能地学习外层材料的热导率和热隐身效果之间的关系并输出功能函

数，寻求能达到较好的热隐身效果时所对应的各层材料的热导率，并用模拟验证了这一机器学习结果

的准确性，为具有双层热斗篷的设计提供了新的思路。

关键词：热隐身，界面热阻，人工神经网络，数值模拟

0 前言

基于麦克斯韦方程的形式不变性，采用坐标变换方法，可以设计出具有各向异性特

性的人工超材料，使得电磁波按照预先设定的路径传播，从而达到电磁隐形的目的[1,2]。

与电磁波、声波以及弹性波等不同，热传导并不是一种波，仅仅是从热端到冷端的能量

流。在自然界中，热量总是自发地从高温区域扩散至低温区域。这个过程由热传导方程

决定，其与热源、温度梯度、材料热导率和边界条件有关，根据变换热学理论，变换空

间与原坐标空间媒质热导率的关系为[3]

)det(
'

J
JJ T  (1)

式中，J 是雅克比变换矩阵，体现了原空间到变换空间的几何变换，其分量为 Jij=∂xi’/∂xj,
这里的 xj表示原坐标系统的三个坐标分量 x, y, z；xi’表示新坐标系统中的三个坐标分量

x’, y’, z’。
通过热导率在空间中的非均匀分布，可以实现对热流方向的调控，使热流按设定的

方向流动。基于上述坐标系变换的方法，Fan 等人建立了稳态的变换热学理论并在理论

上提出了热隐身衣的概念[3-5]，并在该系统中预言了热流反转的现象，提出了表观负热导

率的概念。之后，Guenneau 等人建立了非稳态的变换热学理论，使得该领域受到广泛

的关注，非稳态下的热斗蓬[6-9]，任意形状的热斗蓬[6,10-11]以及与温度相关的斗篷[12]相继

被提出。热隐身衣在热防护、误导红外探测、保温或散热等方面有潜在的应用价值[12-17]。



由于变换热学理论对材料热物性参数的非均匀性和各向异性有严格的限制，同时在

数值范围上涵盖零到无穷大，这就导致这类材料在自然界中几乎不存在，从而使得实验

验证热隐身斗篷面临诸多困难。Narayana 和 Sato 利用两种热导率不同的同心均匀材料从

内向外交替叠加，使得径向和切向热导率分别满足不同的有效热导率近似方程，获得了

等效的各向异性热导率，从而在实验上证实了热隐身的可行性[18]。Wegener 等人用热导

率大小交替的十个同心同厚度的圆环结构，来实现热导率在切向远大于径向的设计，并

利用在铜板上钻孔填充聚二甲基硅氧烷的结构，来实现常规材料不易达到的热导率分布，

使得整个结构符合坐标变换后的热导率空间分布，该实验验证了瞬态热隐身斗篷的可行

性[8]。

稳态条件下的热传导服从拉普拉斯方程，Han 等通过理论和实验提出了一种双层热

隐身斗篷模型[19]，Xu 等通过理论和实验提出了一种三维单层热隐身斗篷[20]，这种热隐

身斗篷由绝热材料和一种均质材料构成，因此避免了变换热学的复杂计算。文献[19]中
提出了各向同性材料组成的 2D 双层热隐身斗篷的理论模型：

bbc
bc  22
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2 


 (2)

式中κ2为外层斗篷的热导率，κb 为背景的热导率，b 和 c 分别为外层斗篷的内外半径。

基于理论公式(2)可以得到消除外场畸变的热隐身斗篷。

虽然双层热隐身斗篷能够实现热隐身效果，但是上述式(2)并未考虑不同材料之间的

界面热阻。一般来说，两种不同材料之间的界面处存在界面热阻，其影响不可忽略。文

献[21]提出了考虑界面热阻的 2D 双层热隐身斗篷的理论模型：
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式中κ2为外层斗篷的热导率，κb 为背景的热导率，b 和 c 分别为外层斗篷的内外半径，

R34为外层斗篷和背景交界面的接触热阻。

理论公式(2)和(3)均是在斗蓬内层热导率为零（完全绝热）的条件下，建立的最佳的

双层斗篷尺寸、热导率等参数之间的关系式。而在实际应用中完全绝热的材料几乎不存

在，当双层斗篷的背景材料热导率较小时，斗篷内层的不完全绝热效应被放大，由理论

公式(2)和(3)确定的双层热隐身斗篷也无法实现较好的隐身效果。因此，本文在内层不能

完全绝热的条件下，模拟计算双层热隐身斗篷的隐身特性，通过构建人工神经网络重新

计算外层斗篷的热导率κ2，目的是实现双层热隐身斗篷在背景材料热导率较小时的热隐

身性能的优化。

1 双层热隐身斗篷设计方案

热隐身斗篷是一种热超结构材料，任何隐藏在这种材料内的物体都不会改变斗篷外

部的温度分布和热通量。因此，在评估热隐身斗篷的性能时，有一个重要标准：隐身衣

外的温度分布应与全部为背景材料情况下相同，以实现热隐身。



1.1 设计方案

如图 1(a)所示，以二维双层热隐身斗篷为例，目标是使物体（图 1a 中用白色表示）

热不可见，而不干扰原始的热分布。以 Han 等[9]的设计理念为参考，可以通过以下方式

来实现这一目标：预设双层热隐身斗篷的层厚（a=6 mm，b=9.5 mm，c=12 mm）以及背

景区域（κb）和被隐身区域（κ0）的材料的热导率。热隐身斗篷内层（κ1）采用保温材料，

其目的消除被隐身物体和背景区域的相互影响，外层（κ2）采用热导率较高的材料，使

得被扭曲的温度场得到恢复，从而不影响背景区域的温度分布。

本文主要研究热隐身斗篷对背景区域的影响，为了定量分析斗篷的热隐身效果，以

背景区域的温度畸变为目标函数

}{ refTTMaxG  (4)

式中 Tref为全部为背景材料情况时的温度。

对于理想的热隐身斗篷，背景区域的温度分布应该与全部为背景材料（即无热隐身

斗篷）时相同，G 的大小代表了热隐身斗篷的效果，其值越接近于零，热隐身效果越好。

本文中被隐身区域的热导率κ0=27 W/(m K)，背景区域的热导率为 κb，内层材料的

热导率κ1=0.03 W/(m K)，外层材料热导率的取值范围为0.03 W/(m K)< κ2 <27 W/(m K)。
左边界热源 TH=333 K，右边界热源 TL=273 K。

图 1 (a)双层热隐身斗篷 (b)人工神经网络

1.2 人工神经网络

本文利用 Matlab 人工神经网络来学习设计参数κ2（0.03 W/(m·K)< κ2 <27 W/(m·K)）
和热隐身性能参数 G 之间的内在关系（如图 1b 所示），将外层材料的热导率κ2作为输入

层，热隐身性能参数 G 作为输出层。隐藏层的数量可通过试错法确定（本节中隐藏层数

量为 10）。
采用最优拉丁超立方抽样技术获得 200 个样本点，即 200 个κ2。创建的样本点在取

值范围中均匀分布，这为学习模型增加了更高的预测精度。用 COMSOL Multiphysics 软
件对 200 个样本进行了数值模拟，得到了样本点的 G 值。使用获得的样本训练人工神经



网络，其中每个层的材料属性与隐身性能之间的关系被分成三组：训练集（70%），验证

集（15%）和测试集（15%）。对输入数据进行归一化处理，然后输入神经网络，加快算

法的收敛速度。

2 方法与结果

2.1 不考虑界面热阻的热隐身模拟计算

2.1.1 训练过程

选择 Levenberg-Marquardt 算法作为训练算法，设定迭代步数为 1000。训练集、验

证集和测试集的损失函数随迭代次数而变化，如图 2a 所示。损失函数在 824 个步长之后

逐渐收敛，意味着训练阶段的完成。三个损失函数彼此匹配良好，表明神经网络是光滑

的，没有过拟合。样本的平均相对误差如图 2(b)所示，绝大多数样本的误差都在零刻线

左右，这些结果表明人工神经网络在单输出层 G 上具有较高的预测精度和可靠性。

图 2 (a)训练步数与损失函数关系 (b)训练过程的相对误差

2.1.2 结果分析

本文通过拉丁超立方抽样法方法生成一组新的 2000 个κ2作为神经网络的输入，使用

已经建立的κ2 和 G 之间的关系预测相应的 G 值。其中 200 个原始样本的 G 由有限元法

求得，而 2000 个新样本的 G 则由神经网络直接求得。搜索最优值的过程在 2000 个新样

本中完成。训练过程与搜索最优值过程中的外层材料热导率范围一致，即 0.03 W/(m K)<
κ2 <27 W/(m K)。基于以上人工神经网络算法，当κb=2.3 W/(m K)时，得到了一个外层

材料热导率的最优值κ2=9.73 W/(m K)，而由理论公式(2)计算得κ2=10.02 W/(m K)。当

κb=0.5 W/(m  K)时，人工神经网络算法得到的外层材料热导率最优值为 κ2=1.90
W/(m K)，而由理论公式(2)计算得κ2=2.18 W/(m K)。

图 3 和图 4 是不同背景材料热导率下的双层斗篷的温度分布，其中白色是等温线，

绿色箭头表示热通量。图 3 是κb=2.3 W/(m K)时，由理论公式计算的κ2=10.02 W/(m K)
和人工神经网络计算的κ2=9.73 W/(m K)两种情况下的热斗蓬温度分布。图 3(a)和(b)可以

看出，两个热斗蓬基本实现了热隐身，热流绕着被隐身区域流动，背景区域的等温线竖

直、温度梯度几乎为定值，与纯背景材料的温度分布相近。图 3(c)可以看出，由理论公



式确定的热斗蓬，其背景区域与纯背景材料相比会有一定的温度差异，这是因为理论公

式成立的前提条件是内层是绝热材料（κ1=0 W/(m K)），但模拟中κ1=0.03 W/(m K)，有

少量热流进入内层斗篷，所以略微减小外层材料热导率可以消除这一影响，使得背景区

域与纯背景材料温度分布相同。图 4 是κb=0.5 W/(m K)时，由理论公式计算的κ2=2.18
W/(m K)和人工神经网络计算的κ2=1.90 W/(m K)两种情况下的热斗蓬温度分布。从图

4(c)可以看出，当背景材料热导率较小时，由理论公式计算的热斗蓬的热隐身效果变差，

背景区域的温度差异更大，通过人工神经网络计算得到的热斗蓬模型，其热隐身效果更

好，如图 4(d)所示。

图 3 κb=2.3 W/(m K)时，(a) κ2=10.02 W/(m K)，(b) κ2=9.73 W/(m K)双层斗篷的温度分布图。(c) κ2=10.02

W/(m K)，(d) κ2=9.73 W/(m K)背景区域中与纯背景材料时的温差图



图 4 κb=0.5 W/(m K)时，(a) κ2=2.18 W/(m K)，(b) κ2=1.90 W/(m K)双层斗篷的温度分布图。(c) κ2=2.18

W/(m K)，(d) κ2=1.90 W/(m K)背景区域中与纯背景材料时的温差图

2.2 考虑界面热阻的热隐身模型计算

本节考虑背景区域和外层热斗蓬之间的热接触热阻。采用的热斗蓬模型的尺寸及各

层材料的热导率均与 1.1 节相同，先假设界面热阻为定值，在κ2 和κb 的接触面上增加界

面热阻 R=1 × 10−4 Km2/W。此处，考虑到内层采用保温材料，热导率较低，内层材料内

外侧的接触热阻对模拟结果影响很小，可以忽略。在此基础上重复 2.1 节的训练过程，

当κb=2.3 W/(m K)时，人工神经网络训练得到κ2=9.98 W/(m K)，由理论公式(3)得热斗蓬

的外层材料热导率κ2=10.22 W/(m  K)，当κb=0.5 W/(m K)时，人工神经网络训练得到

κ2=1.91 W/(m  K)，由理论公式(3)得热斗蓬的外层材料热导率κ2=2.19 W/(m  K)，用

COMSOL 进行有限元模拟并比较两种方法下的热隐身效果，如图 5 和图 6 所示。

图 5 是κb=2.3 W/(m K)时，由理论公式计算的κ2=10.22 W/(m K)和人工神经网络计

算的κ2=9.98 W/(m K)两种情况下的热斗蓬温度分布。图 5(a)和(b)可以看出，两个热斗蓬

基本实现了热隐身，热流绕着被隐身区域流动，背景区域的等温线竖直、温度梯度几乎

为定值，与纯背景材料的温度分布相近。图 5(c)可以看出，由理论公式确定的热斗蓬，

其背景区域与纯背景材料相比会有一定的温度差异，这是因为理论公式成立的前提条件

是内层是绝热材料（κ1=0 W/(m K)），但模拟中κ1=0.03 W/(m K)，有少量热流进入内层

斗篷，所以应该略微减小外层材料热导率消除这一影响，使得背景区域与纯背景材料温

度分布相同。图 6 是κb=0.5 W/(m K)时，由理论公式计算的κ2=2.19 W/(m K)和人工神经

网络计算的κ2=1.91 W/(m K)两种情况下的热斗蓬温度分布。从图 6(c)可以看出，当背景

材料热导率较小时，由理论公式计算的热斗蓬的热隐身效果变差，背景区域的温度差异



更大，通过人工神经网络计算的热斗蓬，其热隐身效果更好，如图 6(d)所示。

图 5 R=1 × 10−4 Km2/W，κb=2.3 W/(m K)时，(a) κ2=10.22 W/(m K)，(b) κ2=9.98 W/(m K)双层斗

篷的温度分布图。(c) κ2=10.22 W/(m K)，(d) κ2=9.98W/(m K)背景区域中与纯背景材料时的温差图

图 6 R=1 × 10−4 Km2/W，κb=0.5 W/(m K)时，(a) κ2=2.19 W/(m K)，(b) κ2=1.91 W/(m K)双层斗

篷的温度分布图。(c) κ2=2.19 W/(m K)，(d) κ2=1.91W/(m K)背景区域中与纯背景材料时的温差图

3 热隐身效果分析

进一步分析在相同尺寸的热斗蓬模型中，由理论公式和人工神经网络方法计算出的



不同外层材料热导率数值下的热隐身效果，定义参数 ε 等于背景区域中的最大温度梯度

和最小温度梯度之差与参考温度梯度 （1200K/m）的比值，用来评估热隐身斗篷的隐身

效果。

refT
TT

bb




  

|| minmax (4)

显然 ε=0 表示周围环境的温度梯度处处与参考值相等，即实现了完全的热隐身。

表 1 和表 2 分别是不考虑界面热阻和考虑界面热阻时的外层材料热导率取值，其中

κ2是由理论公式计算而来，κ2’是由人工神经网络计算而来。

表 1 不考虑界面热阻时外层斗篷的热导率取值

κb (W/(m K)) 0.5 1 2.3 5
κ2 (W/(m K)1) 2.18 4.36 10.02 21.79
κ2’ (W/(m K)-1) 1.90 4.08 9.73 21.59

表 2 考虑界面热阻时外层斗篷的热导率取值

κb (W/(m K)) 0.5 1 2.3 5
κ2 (W/(m K)1) 2.19 4.39 10.22 22.74
κ2’ (W/(m K)-1) 1.91 4.11 9.98 22.21

采用 Comsol 软件对表 1 和表 2 的热斗蓬进行数值模拟，并计算其相应的ε值，其结

果如图 7 和图 8 所示。可以看出，当背景材料的热导率较小时，由理论公式计算的外层

材料热导率模型，热隐身效果变差，由人工神经网络重新计算的外层材料热导率，实现

了热隐身斗篷的优化。

图 7 不考虑界面热阻时，不同κb，ε随κ2的变化关系



图 8 考虑界面热阻时，不同κb，ε随κ2的变化关系

4 总结

本文固定了双层热隐身斗篷的尺寸，在考虑界面热阻和不考虑界面热阻两种条件

下，研究了外层材料热导率和热隐身效果之间的关系。通过理论公式和人工神经网络两

种方法计算了不同背景材料热导率下外层材料热导率，比较两种斗篷的热隐身效果。结

果表明，在背景材料热导率较小时，理论公式计算的外层材料热导率，其热隐身效果变

差，这是由于理论模型中假设内层为热导率为零的热绝缘层；基于人工神经网络计算方

法，可以在内层热导率不为零的情况下计算得到外层材料热导率，并实现较好的热隐身

效果。
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摘要:通过在流道增加梯形凸起产生横向涡旋来强化气体扰动，提升阴极支撑管式固体氧化物燃料电

池（SOFC）的功率密度。数值研究了梯形凸起的结构尺寸以及运行温度对电池功率密度以及流动阻

力的影响，利用响应面法将结果拟合得到预测关系式。结果表明，当运行温度为 800 ℃，梯形凸起顶

宽为 6 mm，高为 0.4 mm，底宽为 8.5 mm 时，功率密度最高，相比没有凸起的 SOFC 提升了 10.67%，

同时，流动阻力增加了 4.43%。

关键词：固体氧化物燃料电池，梯形凸起，温度，响应面法

0 前言

固体氧化物燃料电池（SOFC）属于高温燃料电池。近些年来，由于其成本低、可

维护性高等优点已经渐渐成为世界能源供应的重要组成部分。由于 SOFC 发电的排气

有很高的温度，具有较高的利用价值，可以提供天然气重整所需热量，也可以用来生

产蒸汽，更可以和燃气轮机组成联合循环，非常适用于分布式发电[1]。

为了提升 SOFC 性能，许多学者做了大量的研究。王珂等[2]基于传统流道结构的研

究成果，提出了一种具有错列式流道结构的 SOFC，应用 COMSOL 软件，建立了耦合

多物理场的 SOFC 三维数值模型，应用实验结果验证了数值模型的准确性与可靠性。

支训廷 [3]等人基于 COMSOL 仿真平台，建立离散型连接件的 SOFC 的三维模型。

Vakouftsi 等[4]模拟了沼气/蒸汽混合物提供燃料的平面 SOFC 单元电池。计算了气体分

布、电流密度和电势以及温度梯度，并证实了等摩尔分数 CH4/CO2沼气可以提高性能，

而最小的 CH4蒸汽添加可以防止碳沉积。Chen 等人[5]首次建立了阳极支撑 T-SOFC 堆

外部空气流动的三维多物理模型，以研究外部空气流动通道的一般流动分布特性。这

种新的设计被证明可以大大降低整个流道中的温度梯度。Ni[6]考虑到甲烷的直接内部重

整，研究部分预重整气体混合物为燃料的 SOFC 中的传输和反应过程。Akkay[7]考虑了

管式 SOFC 的操作条件的所有变化，如电化学过程中的操作压力和温度对单电池电压

和功率在可变电流密度下的性能曲线进行了模拟。Campanari[8]提出了一种管式 SOFC
的热力学模型，包括天然气进料、碳氢化合物内部重整和内部空气预热，表明了 SOFC
堆周围热回收和空气预热系统的有效设计的重要性。同时，Campanari[9]和 Ilbas[10]等也

建立了 SOFC 的有限体积模型。该模型对给定几何形状、材料特性和指定输入流量的

基金项目：国家自然基金资助项目(No.52076124, No.52076125);山东省自然科学基金项目
(No.ZR2021ME132)



管状 SOFC 进行了详细的电化学和热分析。

流道的几何参数和结构会对燃料电池的运行和工作性能产生影响，其中对燃料电

池能量密度和工作性能影响较大的主要是流道结构的改变[11]-[14]。对燃料电池流道进行

结构优化是提升燃料电池输出性能的有效方式，其中包括对进气流道与冷却流道的性

能改进。Chellehbari[15]等人研究不同形状和数量的障碍物对燃料电池行为（电压和功率）

的影响。Mojica[16]等人提出并进行了四种流道设计：直线型、波浪形、2d-喷嘴和新型

3d-喷嘴的综合研究。Tanveer[17]等人研究了通道几何形状和电极结构对无膜微流体燃料

电池中反应物输送的影响。Timurkutluk[18]研究通过数值模拟的方法，对 SOFC 流道进

行了基于性能的参数优化。在此基础上，通过实验验证模型，数值研究了肋宽、槽深

和肋角对电池性能的影响。Nage[19]提出了一种基于有限体积的广义 SOFC 模型，包括

电荷、质量和热量的输运，并将广义模型应用于平面、标准管状和三角管状单元几何。

本文利用 COMSOL Multiphysics 模拟仿真软件，研究了梯形凸起对于阴极支撑管

式 SOFC 性能的提升作用，分别分析了运行温度以及梯形凸起的结构对燃料电池性能

的影响，并通过响应面法来建立四种因素（温度，顶宽，高和底宽）对 SOFC 功率密

度与流动阻力的预测关系式[20]。

1 模型

1.1 几何模型

本文中的 SOFC 模型为长 200 mm、内径 9000 mm 的圆柱体，并在阴极流道设置了

二十个梯形凸起，梯形结构参数为：顶宽（Top Width）为 5~7 mm，高（High）为

0.3~0.5 mm，底宽（Bottom Width）为 8~10 mm，具体结构如图 1 所示，详细尺寸可见

表 1。

(a) 管式 SOFC 结构

(b) 安装梯形凸起后的管式 SOFC 结构



(1、燃料流道；2、阳极层；3、电解质层；4、阴极层；5、空气流道；)

图 1 带有梯形凸起的阴极支撑管式 SOFC 模型结构

表 1 带有梯形凸起的阴极支撑管式 SOFC 尺寸

名称 尺寸/mm
阳极层 0.05

电解质层 0.02
阴极层 1

电池长度 200
电池内径 9

梯形顶宽/TW 5~7
梯形高/H 0.3~0.5

梯形底宽/BW 8~10
1.2 模型验证

本文采用 COMSOL Multiphysics 软件进行模拟仿真，采用单个管式流道，通过与

实验结果[21]进行对比，验证该数值方法可靠性。图 2 展示了在阴极支撑型管式 SOFC
仿真中，电压从 0.4 V 到 1.2 V，每间隔 0.05 V 时，仿真得到的 SOFC 极化曲线与实验

结果对比。从图 2 中可以明显看出，0.4 V 电压时，极化曲线差距最大，电流密度相差

6%。模拟仿真与真实实验的极化曲线近乎重合，说明本文采取的数值方法具有极高的

可靠性。表 2 为本文用到的控制方程[22]-[24]，表 3 为模型的输入参数。

图 2 仿真结果与实验结果[21]的比较

表 2 本文用到的控制方程[22]-[24]

公式

整体电化学反应 �2 +
1
2

�2
−1 → �2�−1

电流分布初始化

∇·�� + ρ(u·∇)�� = ��,�����
��=-ρ�� � ��� ��,�����

�� = ∇�� + 1
��

[ �� − �� ∇��,

�� =
��

��
��



��= �
��
��

�
−1

�� = ����

能斯特平衡势 ��� = ���,��� � −
��
��

��
�

(
��

����
)���

Butler–Volmer 方程

����,���� = �0 exp
����
��

− exp
����
��

= �0,��� �
�:��>0

��

��,���

��

exp
�������

��
�

−
�:��<0

��

��,���

−��

exp
�������

��
�

�0 = �0,���(�)
�:��>0

��

��,���

����
�

�:��<0

��

��,���

−����
�

��

�� = � − ��
���� = ��� − ���,���(�)

Navier-Stokes 方程

(��·∇) =− ∇� + ∇·[μ(∇u + (∇U)�-2
3

μ(∇·u)I] ∇(��)

μ =
�=1

�
����

�=1
� �������

�

��� =
1
8

(1 +
��

��
)−0.5[1 + (

��

��
)0.5(

��

��
)0.25]2

�� = ����
���� + ����

� + ����
(

�
����

)1.5

Brinkman 方程
�
�

� =− ∇� + ∇·
1
�

[� ∇u + ∇u
�

−
2
3

� ∇·u �

表 3 SOFC 模型参数

参数 符号 数值

温度/℃ � 800~1000
工作电压/V ��� 0.7
扭曲因子 � 3.5
孔隙率 � 0.3

燃料摩尔分数 ��2, ��2� 0.7,0.3
空气摩尔分数 ��2, ��2, 0.21,0.79

燃料进口浓度/mol·-3 ��2
� ，��2�

� ， 6.7,2.87
空气进口浓度/mol -3 ��2

� , ��2
� 2.01,7.56

阴极活化能/J·mol-1 ��2 1.2�5

阳极活化能/J·mol-1 ��2 1.3�5

阳极电流密度/A·m2 ����
�� 2000

阴极电流密度/A·m2 ����
�� 860

阳极反应对称因子 ��
��，��

�� 2,1



阴极反应对称因子 ��
��，��

�� 1.5,1

1.3 网格绘制和网格独立性分析

对于已经建好的带有 20 个梯形凸起的模型按照不同的尺寸划分网格。得到三组不

同的网格数，分别是 55000，82500，137500。如图 3 所示，82500 网格相比 55000 网

格，增加了 50%的网格，对于电流密度在 0.3 V、0.4 V、0.5 V 时分别降低了 4.6%、

9.3%、14%；而 137500 网格与 82500 网格相比，增加了了 66.7%的网格数量，但电流

密度在 0.3 V、0.4 V、0.5 V 时分别降低了 3.4%、4.9%、5.2%，减少并不明显。综合考

虑计算时间和计算准确性的情况下，选择 82500 的网格划分方法最为适宜。图 4 为按

照此方法画出的网格模型。

图 3 网格数与电流密度的关系 图 4 梯形凸起网格示意图

2 结果与分析

2.1 梯形凸起的顶宽对燃料电池的影响

温度为 800 ℃，高和底宽分别为 0.4 mm 和 9 mm，顶宽（Top Width）为 5~6 mm
时，分别建立不同尺寸梯形凸起的燃料电池模型。得出 0.3 V 时电流密度和流动阻力，

如图 7 所示。可以看出，随着顶宽增加，电流密度提升呈现先增加后稳定趋势，提升

的范围在 8.05%~9.39%，说明加装梯形凸起对于 SOFC 性能有提升。同时，流动阻力

随着顶宽的增加而增加，增加的范围为 3.03%~4.82%。在顶宽为 5.5 mm 时电流密度最

大，提升了 9.39%，同时，流动阻力仅增加了 3.92％。0.3 V 时不同顶宽的氧气分布云

图如图 8 所示。从图 8 中可以看出，在入口氧气流量不变的前提下，加装梯形凸起后，

氧含量出现明显上升，这主要是梯形凸起顶部宽度增加，形状阻力增大，迎风面与背

风面压差增大，使得背风面二次流强度增强，对主流与边界层氧气的掺混作用增强，

使更多的氧进入阴极层，使工质的利用效率更高。



图 5 梯形凸起顶宽对电流密度和流动阻力的影响

图 6 氧气含量对比（摩尔分数）

2.2 梯形凸起的高对燃料电池的影响

温度为 800 ℃，顶宽和底宽分别为 6 mm 和 9 mm，高（High）为 0.3~0.4 mm 时，

通过数值模拟获得 0.3 V 时不同高度梯形凸起的电流密度和流动阻力变化如图 9 所示。

可以看出，梯形凸起高度对电流密度的影响不明显，随着高度的增加，电流密度增加

幅度逐渐减小，增加范围为 9.37 %~9.5 %。流动阻力随着高度的增加而增加，增加的

范围为 1.76％~4.82％。在高为 0.3 mm 时电流密度最大，经计算提升了 9.5%，同时，

流动阻力增加了 1.76％。0.3 V 时提取燃料电池上的氧含量如图 10 所示。较高的梯形

凸起造成氧气流通面积，增加了氧气侧流动阻力，但对边界层的扰动提升有限，因此

SOFC 电流密度变化不大。

图 7 电流密度和流动阻力对比



图 8 氧气含量对比（摩尔分数）

2.3 梯形凸起的底宽对燃料电池的影响

温度为 800 ℃，顶宽和高分别为 6 mm 和 0.4 mm，底宽（Bottom width）为 8~9
mm 时，通过数值模拟获得 0.3 V 时不同底宽梯形凸起的电流密度和流动阻力变化如图

11 所示。可以看出，梯形凸起底宽对电流密度的影响较明显，随着高度的增加，电流

密度呈现先上升后下降趋势，增加范围为 8.01%~10.67%。流动阻力随着高度的增加也

呈现先上升后下降趋势，增加的范围为 3.85％~4.82％。在底宽为 8.5 mm 时电流密度

最大，提升了 10.67%，同时，流动阻力增加了 4.34％。0.3 V 时提取燃料电池上的氧含

量数值如图 12 所示。分析其原因，一定底宽的梯形凸起更加有利于边界层与主流的掺

混，过长的底宽易造成梯形凸起扁平化，过短底宽的梯形凸起倾斜度较小，对下游的

影响范围有限。

图 9 电流密度和流动阻力对比

图 10 氧气含量对比（摩尔分数)

2.4 运行温度与梯形凸起结构的综合影响



在 DESIGN-EXPERT 中使用响应面法（Response Surface Method）选择中心合成设

计（Central Composite Design，CCD）设计方法，建立四因素五水平二目标的方案。其

中，四种因素的取值范围分别为，温度（T）范围在 800 ℃～1000 ℃之间，梯形顶部

（TW）范围在 5 mm～7 mm 之间，梯形高（H）在 0.3 mm～0.5 mm 之间，梯形底宽

（BW）范围在 8 mm～10 mm 之间，得到 32 组计算方案，如表 4，表 5 所示。将其进

行模拟仿真，得到 0.3 V 时 SOFC 的功率密度和进出口压力，通过拟合得到功率密度和

进出口压力（两目标）与温度、顶宽、高和底宽（四因素）之间的数学关系式。

表 4 四种工况取值情况

取值 1 取值 2 取值 3 取值 4 取值 5
温度（℃） 800 850 900 950 1000
顶（mm） 5 5.5 6 6.5 7
高（mm） 0.3 0.35 0.4 0.45 0.5
底（mm） 8 8.5 9 9.5 10

表 5 32 组计算方案

序号 T/℃ TW/mm H/mm BW/mm
1 800 6 0.4 9
2 850 5.5 0.45 8.5
3 950 6.5 0.45 8.5
4 950 6.5 0.35 8.5
5 900 6 0.3 9
6 900 6 0.4 10
7 850 5.5 0.35 8.5
8 950 6.5 0.45 9.5
9 850 5.5 0.35 9.5
10 850 5.5 0.45 9.5
11 900 6 0.4 9
12 900 6 0.4 9
13 950 5.5 0.35 8.5
14 950 6.5 0.35 9.5
15 850 6.5 0.35 8.5
16 950 5.5 0.35 9.5
17 850 6.5 0.35 9.5
18 950 5.5 0.45 8.5
19 850 6.5 0.45 8.5
20 850 6.5 0.45 9.5
21 950 5.5 0.45 9.5
22 900 6 0.5 9
23 900 5 0.4 9
24 1000 6 0.4 9
25 900 7 0.4 9
26 900 6 0.4 8
27 800 5 0.4 9
28 800 5.5 0.4 9
29 800 6 0.35 9
30 800 6 0.3 9
31 800 6 0.4 8.5
32 800 6 0.4 8



利用响应面法分别对功率密度和进出口压差拟合出的关联式如下，各符号含义如

表 4 所示：

功率密度公式为：

PD =12791.55001-5.62748×T+722.75337×TW-17946.66655×H+359.56336×BW-
0.728404×T×TW+3.2325×T×H-0.386570×T×BW+1116.90193×TW×H-
59.21403×TW×BW+1075.78424×H×BW+0.004267×T2+3.08729×TW2-1716.42467×H2-
3.10900×BW2 （1）

上述公式的相关系数为 0.9639，接近于 1，所以上述公式是精确的。此外，公式的

预测相关系数为 0.8708，与调整后的相关系数为 0.9342 差值小于 0.2，符合较好。也可

说明效率计算公式的精确性。

流动阻力公式为：

P=7.64848-0.001898×T+3.12844×TW-72.70096×H+1.52031×BW-
0.002778×T×TW+0.025851×T×H-0.001725×T×BW+5.47643×TW×H-
0.364292×TW×BW+2.94923×H×BW+0.000018×T2+0.069891×TW2-
1.44939×H2+0.71247×BW2 （2）

上述公式的相关系数为 0.9410，接近于 1，所以上述公式是精确的。此外，预测的

相关系数为 0.7759，与调整后的相关系数为 0.8745 差值小于 0.2，符合得很好。也可说

明效率计算公式的精确性。

表 6 各符号含义

符号 温度 顶宽 高 底宽 功率密度 流动阻力

含义 T TW H BW PD P

3 结论

本文利用 COMSOL Multiphysics 软件进行建模，利用 DESIGN-EXPERT 响应面法

得出 32 组变工况，然后对带有梯形凸起的阴极支撑管式 SOFC 进行模拟，研究其性能

情况。得到了如下结论：

（1）运行温度 800 ℃~1000 ℃时，加装梯形凸起后的 SOFC 电流密度提升幅度在

2.24 %~9.37 %，流动阻力增加范围在 4.82％~10.59％。而且，温度越低，SOFC 的电流

密度越大，提升幅度越大，同时流动阻力增加幅度越小。其中温度为 800℃时对于燃料

电池的性能提升效果最好，提升了 9.37%，流动阻力增加了 4.82％。

（2）在选定的区间内，随着梯形凸起顶宽增加，电流密度提升呈现先增加后稳定

趋势；高增加时，电流密度呈现下降趋势；底宽增加时，电流密度呈现先上升后下降

趋势。流动阻力则随着顶宽、高、底宽的增加而增大。当电压为 0.3 V、温度为 800 ℃，

顶宽为 6 mm，高为 0.4 mm，底宽为 8.5 mm 时，电流密度最高，比无梯形凸起的燃料

电池电流密度提升了 10.67%，流动阻力增加了 4.43％。
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摘要：微混合器在实际工程应用中非常常见，为了研究微混合器的混合性能，本文采用数值计算方法，选

取水和乙醇为混合工质，研究了钝体形状、数目和尺寸在不同雷诺数下对微混合流道的混合特性影响。结

果表明，随着雷诺数的增加，流道出口截面混合指数先减小后增大，压降增加。钝体在中高雷诺数时可强

化混合，钝体截面形状的变化对混合指数的影响较小。在 Re≥20 时增加钝体的数量能够一定程度上增加混

合效果。增加钝体尺寸能够有效提升混合效果。

关键词：微混合器；钝体；被动混合；混合指数；压降

1

1 前言
微型全分析系统是一个跨学科的新领域，其目的是实现化学分析系统从试样处理到检测

的整体微型化、自动化、集成化与便携化[1-4]。微混合器是微型全分析系统的重要组成部分[5-6]，

承担混合试样与试剂的任务，在处理待分析样品上起着重要作用，其混合效率往往决定了系

统的总体性能。微混合器中的钝体绕流是促进流体混合的有效途径[7]，流体在流过钝体后形

成漩涡并对流场产生扰动[8-9]，破坏了原先的层流状态，使各流体横向流动，增加不同组分

间的接触面积，从而实现强化混合，由于其不需要消耗外部能量并且结构更加简单，十分符

合实际应用中对微混合器的需求。

近年来，针对微混合器的研究一直是国内外微流体领域的重要研究方向，高混合效率、

高通量和低压降的微混合器具有重要的研究价值[10-11]。被动式微混合器是微混合器的重要分

类，其不需要消耗额外的能量，而是通过特殊的流道结构干扰待混合流体[12]，从而改善混

合效果。内置钝体是提升被动微混合器混合效率的常用手段。通过在通道内部嵌入钝体障碍

物，产生的涡流和混沌对流能破坏原有的层流结构[13]，提高混合指数。Wang 等[14]研究了钝

体布局对混合过程的影响，通过在流道内布置圆形钝体组，证明了钝体对流体的扰动在高雷

诺数下最为有效。Taheri 等[15]设计了一种利用不对称壁面钝体和螺旋流道的可控压降微混合

器，主要依靠离心力和流动分离提高混合效率，目前该微混合器的混合效果接近 100%。哈

尔滨工业大学的 Wang 等[16]设计了一种标准光刻法制作的三角形钝体微混合器，其研究了三

角形顶点角和钝体数量对混合的影响，并分析了该混合器的混合强化机理。Cheri 等[17]在雷

诺数 0.1~40 的范围内对比了在不同混合腔室内的四种类 V 型钝体的混合特性差异。中南大

学的 Yuan 等[18]在 Cheri 等的研究之上研究了流道和钝体几何尺寸对混合的影响，并在此基

础上优化提出了一种带有非对称 Z 型钝体和八角形混合单元的新型微混合器。Gidde[19]研究

了内置三种不同钝体的短微混合流道，并比较了截面混合指数随流动距离的变化情况。

综上所述，为全面了解钝体对被动微型混合器的混合性能影响，本文采用数值模拟的方

法，选取水和乙醇为混合工质，研究内置钝体在不同雷诺数下对三维微混合流道的混合特性

的影响。分析了不同钝体形状、数目和尺寸对混合指数、压降、浓度分布、流线分布的影响，

为提高微混合器的混合性能提供理论依据。

基金项目：国家自然科学基金项目（51776021）；重庆市自然科学基金面上项目（cstc2020jcyj-msxmX0813）；
中央高校基本科研业务费（2020CDJ-LHZZ-045）。



2 物理模型
本文采用数值模拟的方法，研究了钝体形状、数目和尺寸在不同雷诺数下对微混合流道

的混合特性影响。图 1 和图 2 为微混合流道的两种几何模型，其中图 1 中的短流道用于研究

钝体形状对混合过程的影响，图 2 中的长流道用于研究钝体数量与钝体尺寸对混合过程的影

响。

所用的微混合流道是在 Y 型微混合流道的基础上内置钝体而成，包括 A 和 B 两个流体

入口，截面尺寸 600×200μm 的主混合流道，以及布置于流道中线处的内置钝体。其中，内

置钝体包括方形截面、圆形截面和三角形截面三种类型，入口处钝体与主混合流道入口的距

离 Li=300μm。表 1 为微混合通道的模型参数，包括微混合器流道长度、钝体的水平宽度和

横向宽度、钝体数量、钝体间距等。

图 1 短微混合流道的几何模型

图 2 长微混合流道的几何模型

表 1 模型参数

系统参数 单位 数值

流道宽度 W μm 600
流道厚度 H μm 200
入口夹角α ° 90

入口流道宽度 Wi μm 300
短流道的主流道长度 L1 μm 4500
长流道的主流道长度 L2 μm 20300
钝体与主流道入口距离 Li

钝体水平宽度 Wb

钝体横向宽度 Hb

钝体数量 N
多个钝体间距 Ls

μm
μm
μm
个

μm

300
150
150~400
10~25
650~1850

3 数学方法
3.1 控制方程

本研究通过Ansys Fluent软件对不可压缩流体的混合过程进行数值模拟。为了描述不可

压缩流体的混合过程，本研究采用了连续性方程、三维定常不可压缩Navier-Stokes方程和对

流扩散方程，具体公式如下：

0V  （1）



2V V P V      （2）

2V C D C   （3）
式中，V 为流体速度矢量，ρ和μ分别为流体的密度和动态粘度，P 为压力，C 为物质的

质量浓度，D 为扩散系数。本研究中采用的待混合流体为水和乙醇溶液，这是考虑到以往的

混合研究很少使用这两种流体，并且两种流体的扩散系数都适合进行数值分析[20]。在 20℃
时，水的密度为 998.2kg/m3,动态粘度为 0.001Pa·s；乙醇的密度为 789.3kg/m3，动态粘度为

0.0012Pa·s；扩散系数为 1.2×10-9m2/s。

3.2 参数定义及混合效果评价指标

雷诺数是用于描述流体流动状态的无量纲参数，其定义如下：

vdRe 


 （4）

其中，v是微流道入口处的流体流速，d是微混合主流道的特征长度。考虑到混合流体的

系数没有固定值，并且待混合流体中乙醇的摩尔分数远小于水的摩尔分数，因此本研究近似

采用水的物性参数计算流动雷诺数，取密度为998.2kg/m3，动态粘度为0.001Pa·s。
特征尺寸d是由混合流道矩形截面的尺寸计算得到，其公式如下：

 
4 4 0.0006 0.0002 0.0003

2 0.0006 0.0002
Ad m

S
 

  
 

（5）

其中A和S分别为微流道矩形截面的面积与周长；混合流道的特征尺寸为0.0003m。考虑

到水的分子间距远小于流道的特征长度，因此认为微流体满足连续性假设。本研究所涉及的

雷诺数范围为0.1~200，这是考虑到了实际工况所涉及的雷诺数范围，此雷诺数范围有助于

保持混合过程的有序性和稳定性，不会产生剧烈的涡流和湍流，有利于混合物质的均匀混合。

混合指数是衡量混合效果最为常见的指标，本文的混合指数是通过对截面乙醇摩尔浓度

采样求标准差的方法得到的。截面浓度标准差σ以及截面混合指数M的计算公式如下：
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其中，K为测量截面的样品个数，Ci为样品i的摩尔浓度，Cm为样品的平均摩尔浓度，σmax

为确定工况下截面浓度标准差理论的最大值。在本研究中，两个入口的乙醇摩尔浓度分别为

0mol/m3和1mol/m3，本研究的最大的浓度标准差为0.5。对于混合指数M，其理论范围为0~1，
当M=0时表示流体完全没有混合，则M=1时表示流体组分混合完全，即混合效果优劣与混合

指数正相关。

3.3 边界条件与计算设置

本文使用Fluent软件对混合过程进行仿真，采用稳态求解法进行计算；具体选用层流模

型和组分运输模型进行数值模拟；采用20℃时的的水和乙醇溶液；入口设置为速度边界，入

口A通入纯水，入口B通入摩尔浓度为1mol/m3的乙醇溶液，且两入口速度相等；微流道壁面

采用无滑移边界条件；流道出口为压力出口，压力设置为0pa。
3.4 网格划分及无关性验证

本文使用ICEM CFD软件对微混合流道进行网格划分，为了能够有效减少网格数量，采

用了六面体网格划分。针对内置三种不同钝体的短流道，其网格如图3所示；针对内置方形



钝体的长混合流道，其网格如图4所示。

图3 圆形钝体短流道的网格划分图

图4 方形钝体长流道的网格划分图

本文在Re=200的最大雷诺数工况下，分别对短流道和长流道的网格进行了无关性验证，

计算结果见表2和表3。
表2 短流道的网格无关性验证

网格

名称

总网格单

元数

最大网格

尺寸

混合指数

M
相对误差

(%)
压降

(pa)
相对误差

(%)
M1 55744 25 0.464747 0.574 2033.24 4.260
M2 125312 19 0.465974 0.312 2085.05 1.820
M3 242088 15 0.466906 0.112 2017.40 0.768
M4 324400 13.5 0.466529 0.193 2115.36 0.393
M5 473212 12 0.467432 2123.71

表3 长流道的网格无关性验证

网格

名称

总网格

单元数

最大网

格尺寸

最小网

格尺寸

混合指数

M
相对误

差(%)
压降

(pa)
相对误

差(%)
M6 545553 22 5.5 0.171065 1.381 8601.87 1.260
M7 758780 20 5 0.173461 0.295 8689.49 0.409
M8 1047192 16.66 4.68 0.172952 8725.165
由表可知，对于短混合流道，网格M4和网格M5的混合指数与压降的误差小于0.5%，因

此选择网格数为324400的短混合流道网格并以相同方法划分其余短混合流道网格，进行后续

仿真计算。对于长混合流道，网格M7和网格M8的混合指数与压降的误差小于0.5%，因此选

择网格数为758780的长混合流道网格并以相同方法划分其余长混合流道网格，进行后续仿真

计算。

4 结果与讨论
4.1 柱体形状对混合特性的影响

在雷诺数为 0.1~200，对圆柱、方柱和三角柱混合流道进行数值模拟，得到的混合指数

曲线和压降曲线如图 5 所示。

由图 5 可知，对于布置不同钝体的 Y 型混合流道，随着雷诺数的增加，混合指数都呈

现先减小后增大的趋势，转折点在 Re=50 左右。在 Re=0.1 的低流速工况下，混合指数较高，

工作流体在短距离内混合较为均匀。在 Re≥50 的高流速工况下，混合指数随雷诺数的增加



呈现缓慢的上升趋势。Re=1 时的混合指数相对于 Re=0.1 时的混合指数下降超过 70%，说明

混合的好坏与时间有很大关系。另一方面，微混合流道的压降与雷诺数正相关，这一规律与

钝体形状无关。比较不同钝体下混合特性的差异可知，方形钝体与圆形钝体的混合指数无太

大区别，三角形钝体的混合指数相对较低，而流道压降变化与钝体形状无明显关系。

图 5 不同形状钝体微混合流道出口截面的(a)混合指数曲线和(b)压降特性曲线

为了分析混合过程的流动混合特性，处理得到了不同钝体流道截面的浓度与流线分布图，

并选取了差异较大的部分进行分析讨论（截面距离壁面 100μm），图 6 和图 7 为微流道截面

的浓度分布图，云图中的蓝色表示该处流体中乙醇的摩尔浓度为 0mol/m3，红色部分表示该

处流体中乙醇的摩尔浓度为 1mol/m3。云图中的绿色部分代表纯水和乙醇溶液混合较为均匀，

其中的乙醇摩尔浓度接近 0.5mol/m3。

如图 6 所示，当混合流体处在 Re=0.1 的较低流速时，乙醇浓度沿流动方向均匀扩散，

钝体前后截面浓度分布较无太大变化，表明钝体并未引发涡流，钝体对混合过程并无明显强

化作用。此时由于流速较低，两种流体有足够的时间来接触混合，分子扩散是该种工况的主

要混合机理。另一方面，对比 Re=200 时的钝体前后截面浓度分布可知，流体经过钝体分离

重组，混合得到明显加强。当两种流体绕过钝体时，流动截面面积突变，流体突然收缩或膨

胀，有助于增加接触面积，使得钝体后方截面浓度分布更加均匀。

图 7 为不同雷诺数下的流道截面浓度分布，当 1≤Re≤50 时，由于流速增加导致分子扩

散时间减少，同时钝体引发的混沌对流不足以支撑混合，使得流道出口混合指数降低。当

Re≥100 时，观察到钝体后方存在一定的均匀混合区域，说明钝体引起的对流和涡流破坏了

层流，增加了流体的接触面积和停留时间，导致出现了局部均匀混合。随着雷诺数的增加，

钝体引发的涡流得到增强，均匀混合区域增加，流道出口混合指数上升。

图 6 Re=0.1, 200 时沿流动方向的混合发展



图 7 不同雷诺数下流道中间截面的浓度分布

在 Re=0.1 和 200 的 x-y 平面中，微流道中间截面的流线分布如图 8 所示。在低雷诺数

和高雷诺数下，流道的流线分布存在较大差异。在 Re=0.1 时，流线均匀分布且平行，说明

流道内没有涡流。在 Re=200 的工况下，观察到钝体后方的流线螺旋交汇，表明涡流出现在

了钝体后方，并且涡流区域与图 7 中的均匀混合区域重合度较高。钝体的转角和流通面积的

剧烈变化，使得流体在微流道中拉伸折叠从而强化混合，这与之前的结论一致。

图 8 Re=0.1, 200 时流道截面的流线分布

4.2 钝体数量对混合特性的影响

通过对三种不同截面形状的钝体进行比较分析，综合考虑混合指数和压降，最终选择方

形钝体用于钝体数量对混合特性影响的研究。在雷诺数为 0.1~200 条件下，改变微混合流道

内钝体数量 N=10~25，来研究长混合流道中钝体数量对混合特性的影响。

图 9 是不同钝体数量下微混合流道的出口截面混合指数曲线及压降特性曲线。由图 9
可知，长流道下的混合指数同样随雷诺数先减小后增加，但转折点雷诺数减小至 20 左右。

长流道中的流体整体混合更加充分，在 Re=0.1 的工况下出口截面的混合指数超过 0.9，表明

出口流体基本混合均匀。另一方面，在混合指数下降的区间内，钝体数量对混合指数影响较

小，而在混合指数上升的区间内，出口截面混合指数受钝体数量影响更加明显，且随着雷诺

数增加，不同钝体数量下的混合指数差异逐渐增大。显然，在 Re≥20 范围内，混合指数与

钝体数量正相关。长流道的压降与雷诺数呈线性关系，而随钝体数量的增加，流道压降有微

小的增加。



图 9 不同钝体数量微混合流道（a）出口截面的混合指数曲线和（b）压降特性曲线

图 10 是不同钝体数量下流道 y-z 平面上的乙醇浓度分布。在不同 y-z 截面中，流体在钝

体前后都汇聚于平面的中线处，流体交汇区域混合均匀，即沿微混合流道轴线的混合发展最

快。在 Re≤5 时，观察中线处均匀混合流体与边界处未混合流体的分界线可知，层流状态未

被打破，分子扩散是其主要混合机理。当 Re≥100 时，流动分界线出现明显形变，这是由于

较高的流速会强化流体的分裂碰撞，通道中的流体受到对流的影响，强化了混合效果。

另一方面，观察同雷诺数同切面下的浓度分布可知，在 Re≤20 的范围内，流体分界线

的形状随钝体数量的变化无较大改变，而在 Re≥100 时，钝体数量对分界线的形变影响较为

明显。例如，在 N=10 的流道中，在 Re=200 时的乙醇已经扩散至流道的另一侧边界，而对

于钝体数量为25的流道，观察到乙醇在Re=100时就扩散至边界，这说明在钝体数量N=10~25
的范围内，高雷诺数下钝体数量的增加能够强化横向流动，从而强化混合。

图 10 不同钝体数量下流道 y-z 平面上的浓度分布

图 11 是 Re=200 时流道入口和出口处钝体的流线浓度图。由图可知，不同钝体数量工



况下的涡流流线基本相同，即钝体数量或钝体之间的间隙对涡流形成的影响可以忽略不计。

另一方面，比较流道入口处与出口处的涡流可以发现，涡流的大小并不随流动距离的变化产

生明显改变，可以说钝体对于引发混沌对流的影响并不随流动距离的增加而改变。需要注意

的是，钝体引发涡流的区域长度有限，在涡流区域后方的流体再次变回层流状态。

图 11 Re=200 时流道入口和出口处钝体的流线浓度图

4.3 钝体尺寸对混合特性的影响

通过对不同钝体数量下的微混合流道进行比较分析，综合考虑混合指数和压降，最终选

择钝体数量为 10 的混合流道用于下一步研究。在雷诺数为 0.1~200 条件下，改变微混合流

道内钝体横向宽度 Hb=150~400μm，研究长混合流道中钝体尺寸对混合特性的影响。

图 12 为不同钝体尺寸下微混合流道出口截面的混合指数曲线和压降特性曲线，为了体

现钝体对混合的提升，图中也加入了不含钝体的 Y 形流道出口的混合指数曲线。由图可知，

混合指数随雷诺数的变化趋势并未随钝体数量的变化而改变。其中，Hb=150μm 工况下混合

指数的变化转折点为 Re=40，而 Hb=400μm 时的转折点为 Re=15，说明随着钝体宽度的增加，

对流对混合的影响得到增强，混合指数转折点的雷诺数减小。在 Re=150 时，Hb=400μm 的

流道出口混合指数达到了 0.54。注意到 Hb=400μm，Re=200 时的混合指数略有下降，初步认

为是该挡板尺寸下的流动阻力较大，提升雷诺数对混合的强化存在上限。

其次，对比无钝体的 Y 型混合流道可知，增加钝体宽度显然能提升混合指数，并且随

着雷诺数的增加，改变钝体尺寸对混合的强化作用更加明显。另一方面，由图可知，在不同

钝体尺寸工况下，流道压降与雷诺数都呈正相关。

图 12 不同钝体尺寸微混合流道（a）出口截面的混合指数曲线和（b）压降特性曲线



图 13 为不同钝体尺寸下微混合流道 y-z 截面的浓度分布。显然，随着钝体尺寸的增加，

同测量距离下的流体变得更加均匀。通过横截面的浓度分布可以看出，在 Re=1 时，流体分

界面的形状并不随钝体尺寸的变化产生较大改变。在 Re≥10 时，随着钝体尺寸的增加，同

雷诺数同切面下的流体分界线弯曲形变加剧，这说明在钝体横向宽度 Hb=150~400μm 的范围

内，钝体尺寸的增加能够强化流体的横向混合，并且不同于增加钝体数量，增加钝体尺寸的

方法在雷诺数较低的工况下对强化混合效果也有一定影响。

图 13 不同钝体尺寸下流道 y-z 平面上的浓度分布

图 14 显示了在 Re=200 时具有不同钝体尺寸的微流道内部的流线分布。显然，随着钝

体尺寸的增加，微流道钝体后方的涡流大小与涡流强度增加，从而强化混合。

图 14 Re=200 时流道中间截面的流线分布

5 结论
本文针对内置方形、圆形和三角形钝体的短微混合流道和内置不同数量和尺寸方形钝体

的长微混合流道进行了数值模拟研究，分析了在不同雷诺数下（0.1~200），微混合流道的混

合指数特性、压降特性、截面浓度分布、截面流线的变化。主要结论如下：

（1）流道出口截面混合指数随雷诺数的增加呈现先减小后增大的趋势；混合过程前后

压降与雷诺数呈线性关系，随雷诺数的增加而增加，混合指数和压降的变化与钝体的类型、

数量和尺寸无关。

（2）钝体在中高雷诺数下会强化混合，钝体截面形状的变化对混合指数的影响较小。

方形和圆形钝体的混合指数差异较小，在所有雷诺数范围内都略微高于三角形钝体，三者压

降并未有明显差异。

（3）在钝体数量 N=10~25 的范围内，增加钝体的数量能够在 Re≥20 时一定程度上增加

混合效果，并且随着雷诺数的增加，钝体数量对混合效果的影响越大，因此随着钝体数量和

雷诺数的增加，混合受到的强化得到叠加。



（4）在钝体横向宽度 Hb=150~400μm 的范围内，增加钝体尺寸能够有效提升混合效果，

在 Re=150 和 Hb=400μm 下，流道出口的混合指数为 0.54；随着钝体尺寸的增加，混合指数

曲线的转折点雷诺数提前，当 Hb=400μm 时，转折点雷诺数为 15；在混合指数曲线上升区

域，随着雷诺数的增加，钝体尺寸对混合的强化作用愈发明显。

参考文献

[1] 方肇伦, 方群. 微流控芯片发展与展望[J]. 现代科学仪器, 2001, (04): 3-6.

[2] Bayareh M, Ashani M N, Usefian A. Active and passive micromixers: A comprehensive review[J]. Chemical

Engineering & Processing: Process Intensification, 2020, 147(C): 107771.

[3] 方肇伦. 微流控分析芯片发展与展望[J]. 大学化学, 2001, (02): 1-6.

[4] Viehrig M, Rajendran S T, Sanger K, et al. Quantitative SERS Assay on a Single Chip Enabled by

Electrochemically Assisted Regeneration: A Method for Detection of Melamine in Milk[J]. Analytical Chemistry,

2020, 92(6): 4317-4325.

[5] 庞中华, 宋满仓, 刘莹, 等. 微流控芯片技术的现状与发展[J]. 塑料, 2010, 39(03): 11-13.

[6] Cai G Z, Xue L, Zhang H L, et al. A Review on Micromixers[J]. Micromachines, 2017, 8(9): 274.

[7] Suh Y K, Kang S. A Review on Mixing in Microfluidics[J]. Micromachines, 2010, 1(3): 82-111.

[8] Wang J C, Zhang N Y, Chen J, et al. Finding the optimal design of a passive microfluidic mixer[J]. Lab on a

Chip, 2019, 19(21): 3618-3627.

[9] Vatankhah P, Shamloo A. Parametric study on mixing process in an in-plane spiral micromixer utilizing chaotic

advection[J]. Analytica Chimica Acta, 2018, 1022: 96-105.

[10] Yang A S, Chuang F C, Chen C K, et al. A high-performance micromixer using three-dimensional Tesla

structures for bio-applications[J]. Chemical Engineering Journal, 2015, 263: 444-451.

[11] Hong C C, Choi J W, AHN C H. A novel in-plane passive microfluidic mixer with modified Tesla

structures[J]. Lab on a Chip, 2004, 4(2): 109-113.

[12] Rahimi M, Akbari M, Parsamoghadam M A, et al. CFD study on effect of channel confluence angle on fluid

flow pattern in asymmetrical shaped microchannels[J]. Computers & Chemical Engineering, 2015, 73: 172-182.

[13] Raza W, Islam N, Samad A. Design and analysis of a novel Bi-layer curved serpentine chaotic micromixer for

efficient mixing[J]. Chemical Engineering and Processing-Process Intensification, 2023, 183.

[14] Wang H Z, Iovenitti P, Harvey E, et al. Optimizing layout of obstacles for enhanced mixing m

microchannels[J]. Smart Materials & Structures, 2002, 11(5): 662-667.

[15] Taheri R A, Goodarzi V. Numerical investigation of mixing improvement in a novel spiral microchannel with

baffles[J]. Engineering Analysis with Boundary Elements, 2022, 144: 518-529.

[16] Wang L, Ma S H, Wang X J, et al. Mixing enhancement of a passive microfluidic mixer containing triangle

baffles[J]. Asia-Pacific Journal of Chemical Engineering, 2014, 9(6): 877-885.

[17] Cheri M S, Latifi H, Moghaddam M S, et al. Simulation and experimental investigation of planar

micromixers with short-mixing-length[J]. Chemical Engineering Journal, 2013, 234: 247-255.

[18] Yuan S, Jiang B Y, Jiang F Z, et al. Numerical and experimental investigation of mixing enhancement in the

passive planar mixer with bent baffles[J]. International Journal of Heat and Mass Transfer, 2022, 191.

[19] Gidde R R. On the computational analysis of short mixing length planar split and recombine micromixers for

microfluidic applications[J]. International Journal of Environmental Analytical Chemistry, 2021, 101(1): 79-94.

[20] Ansari M A, Kim K Y, Anwar K, et al. A novel passive micromixer based on unbalanced splits and collisions

of fluid streams[J]. Journal of Micromechanics and Microengineering, 2010, 20(5): 1386.



*基金项目：江西省自然科学基金项目（NO. 20224BAB214055），江西省重大科技研发专项项目（NO. 20214ABC28W003），
江西省教育厅科学技术研究项目（NO. GJJ211342）

中国工程热物理学会 传热传质学

学术会议论文 编号：233439

天然气跨音速掺氢混合特性研究
李炘蓉 1，汤永智 1*，陆琳 1，冯青 1，刘中良 2

（1. 景德镇陶瓷大学能源与动力工程系，江西景德镇，333000；
2. 北京工业大学传热强化与过程节能教育部重点实验室，北京，100124）

(Tel:18810289711, Email: tangyzhi@outlook.com)

摘要：天然气掺氢是目前降低用气燃烧碳排放的主要技术方案之一，而现有的天然气管道掺氢普遍存在掺混不均匀、掺混距

离长等问题。为此，本文提出了天然气跨音速掺氢技术方案以突破当前天然气与氢气高效均匀掺混瓶颈，基于天然气和氢气

实际供气压力工况设计了天然气掺氢喷射器，建立了天然气跨音速掺氢过程的数学物理模型及其高效数值求解方法，重点研

究分析了不同运行工况下天然气跨音速掺混过程混合层生长、两股流体间质量传递和喷射器性能的变化规律。研究结果表

明：天然气与氢气的混合始于喷射器混合室入口端，从局部混合层发展至整个流体流动通道，临界运行模式下，混合层发展

相对充分，混合层厚度遵循先波动增长后指数增长的演变轨迹，而在亚临界模式下，混合层的生长会受到严重的阻碍。运行

工况的改变本质上是改变了跨音速掺混过程引射氢气的相对传质能力，引射氢气越容易掺混入天然气射流，混合层生长越

快，掺氢喷射器性能越好。

关键词：天然气掺氢；喷射器；混合层；演变规律；质量传递；

符号

pm 喷射器工作流体 CH4压力，MPa λq 传质比

Ph 喷射器引射流体 H2压力，MPa l 未混合长度

pc 喷射器出口背压，MPa λl 未混合长度比

δ 混合层厚度 xr 混合层指数增长起始位置

ω 引射系数 pcr 喷射器出口背压临界值，MPa
q 沿程传质速率 pmr 喷射器工作流体 CH4压力临界值，MPa

0 前言

随着能源消费体量的不断增加以及化石燃料的

大量使用，温室气体排放及随之而来的温室效应日

益严峻。逐渐恶劣的世界气候环境警示人们能源去

碳化已成为迫在眉睫的硬任务。氢能具有清洁高

效、能量密度高、零碳排放等诸多优点，是高能

耗、高碳排和高污染工业实现“碳达峰、碳中和”

和清洁生产的关键。然而，当前我国现有天然气管

道在前期设计时并未考虑掺氢，氢气脆性对天然气

管道长途运输提出了巨大的挑战。针对我国天然气

管道实际情况，目前较为可行的方案是在高能耗终

用户源终端天然气管道掺入氢气，短距离运输后送

入燃烧器燃烧使用，这有利于克服当前天然气掺氢

管道运输困难和运输成本高等问题，促进氢能规模

消纳和安全使用。

目前天然气掺氢研究尚处于起步阶段，关于天

然气掺氢混合特性的相关研究较少。Marangon 等

人[1] 实验测试了氢气—甲烷混合物自充满氧气的密

闭箱体底部注入后的扩散过程，研究表明在停注

0.78h 后箱体顶部与底部的氢气—甲烷混合物浓度

相差 8%，表明气体混合静置后有分层倾向。Liu

等人[2]的研究结果表明氢气与天然气在管道中的混

合往往需要管道直径长度的数十倍甚至数百倍的流

动距离才能实现均匀混合。Eames 等人[3]数值研究

了氢气以 T 型方式掺入天然气管道的混合过程，

结果表明，氢气由于密度小在浮力作用下聚集于主

管道顶部，掺混效果不理想。Su 等人[4]数值分析了

天然气管道掺氢特性，研究发现混合均匀度随氢气

温度、管径比、流动距离的增大而减小。

上述气体分层现象引起的局部氢气浓度过高在

很大程度上会影响终端用户燃烧稳定性；其次，由

于氢原子易溶解于金属晶格内，氢气的聚集易造成

局部输运管道发生脆化，从而导致掺氢天然气泄漏

爆炸[5,6]。如何实现天然气与氢气的高效、均匀掺

混是天然气掺氢应用的瓶颈问题。研究表明，喷射

器能在不消耗机械功的前提下利用高压流体卷吸低

压流体，并通过跨音速混合实现两股流体快速均匀

掺混[7,8]。可见喷射器也可以应用于天然气掺氢领

域，利用高压管道天然气卷吸制氢设备中的低压氢

气，并跨音速均匀掺混。喷射器主要由主喷嘴、接

收室、混合室、喉部和扩压室组成。
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其工作原理为：高压工作流体在主喷嘴拉法尔

效应下不断加速膨胀，在主喷嘴的出口处形成超音

速射流和低压区，引射流体在低压卷吸和高速剪切

的共同作用下流入混合室。在激波和紊动扩散作用

下两股流体相互碰撞、摩擦和掺混，并进行质量、

动量和能量交换，在混合室末端形成混合流体。而

后进入扩压室进行减速扩压，从而达到用户所需品

质的混合流体。

目前，关于喷射器内两股流体跨音速掺混的研

究报道较少。在喷射器跨音速混合过程中，超音速

工作蒸汽射流被喷射入缓慢流动或静止的流体中，

射流边界附近因两股流体速度差的作用会形成了一

个混合层[9]。Ariafar 等人[10]研究发现两股流体自混

合室入口端开始形成混合层，混合层的出现也就意

味着两股流体混合的开始。混合层厚度沿程近似线

性增大，两股流体的混合从局部混合层开始，最后

发展到整个流动通道。石灿[7]的数值研究表明两股

流体在交界面附近发生掺混并形成锥形混合层，混

合层内两股流体剧烈混合，而在混合层外区域没有

观察到明显的混合现象。此外，Tan 等人[11]的研究

发现混合层倾向于向低速流体一侧发展，混合层中

大量的大尺度湍流旋涡不断地产生，同时在流体粘

滞作用下形成的大尺度旋涡又不断地被分解成小尺

度旋涡，从而促进混合层的发展。混合层外的引射

流体流动区域一般被视为非混合区域，Bouhanguel
等人[12]在空气喷射器跨音速混合过程的可视化实

验研究证实了这一非混合区域的真实存在。Rao 等

人[13]借助激光散射技术测得的未混合区域长度介

于混合段高度的 4.5 至 5.2 倍之间。Karthick 等人[14]

实验研究发现非混合区域长度随着引射流体压力的

升高而增大。两股流体的混合首先是在混合层内通

过旋涡的形式进行，给定喷射器混合层的发展主要

受两股流体速度剪切效应和大尺度拟序结构两方面

因素的影响。两股流体的速度差越大，剪切效应越

强，对应混合层发展越快；而大尺度拟序结构随着

对流马赫数的增大而被抑制[15]，混合层的增长也

相应地变慢[16]。此外，相关研究表明喷射器的引

射性能与两股流体的混合效率密切相关，混合层生

长越快意味着更多的引射流体可以掺混入超音速射

流[17]。在工作流体压力减小或引射流体压力增加

的情况下，混合层可以获得更快的生长，喷射器引

射性能显著提升。

上述大部分研究无论是定性分析还是定量分析

都是围绕速度变化层面展开的，而混合本质上是两

股流体之间的质量迁移规律，虽然两者具有一定的

共性，但两股流体的速度变化规律并不能完全代表

两股流体的混合规律。Tang 等人[8]提出带有组分输

运的蒸汽喷射器模型，实现混合过程中工作流体与

引射流体的有效识别，全面阐明了两股流体何时、

何地、如何以及在多大程度上进行混合。然而，现

有的喷射器两股流体跨音速混合研究大多局限于同

种流体的掺混，而针对两种不同流体尤其是密度相

差较大的两股流体之间的掺混的相关研究较少，其

跨音速掺混机理尚不清楚。

基于上述问题，本文提出了通过喷射器实现高

压天然气卷吸低压氢气并跨音速均匀掺混的技术方

案，建立天然气和氢气跨音速掺混的数学物理模型

及其高效求解方法，重点分析了不同运行工况下混

合层生长、两股流体间的传质和掺氢喷射器的引射

性能的演变规律，建立了引射性能与混合效率之间

的基本联系，这对天然气与氢气高效均匀掺混和安

全稳定使用具有重要的理论和实践指导意义。

1 天然气跨音速掺氢过程数学物理模型

1.1 喷射器结构设计

我国城镇高压燃气管道设计压力为 1.6 ~ 4
MPa[18]，一般制氢设备设计压力为 0.1 ~ 0.3 MPa。
本文设计的喷射器主要用于利用城镇高压燃气管道

的天然气引射卷吸终端制氢设备内相对压力较低的

氢气并跨音速均匀掺混。天然气主要成分为甲烷，

为方便求解以纯 CH4代替天然气为工作流体。本

文提出的天然气掺氢喷射器设计工况如表 1 所示。

该喷射器结构设计与计算采用经典的索科洛夫气体

动力学函数法[19]，这一方法是目前公认的相对于

其他设计方式比较完善的喷射器设计方法。根据设

计工况以及流体物性参数计算出的喷射器几何尺寸

如图 1 所示。

表 1 甲烷掺氢喷射器设计工况（绝压）

参数 数值 单位

工作流体 CH4压力 4 MPa
工作流体 CH4温度 293 K

工作流体 CH4质量流量 0.44 Kg/s
引射流体 H2压力 0.23 MPa
引射流体 H2温度 293 K
混合流体压力 0.39 MPa
混合流体温度 293 K
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图 1 天然气掺氢喷射器几何尺寸

Fig. 1 Schematic view of the geometry parameters of the hydrogen-doped ejector

1.2 数学物理模型

本研究采用常用的雷诺时均 Navier-Stokes 方
程结合 Realizable k- 湍流模型的数值方法模拟喷

射器跨音速掺混流动过程，其可以很好地预测喷射

器全局性能和局部流动特性。相关控制方程如下：

质量守恒方程：   0i
i

u
x





（1）

动量守恒方程：
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Realizable k-湍流方程：
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式中，ρ为密度，kg·m-3；u 为速度，m·s-1；p
为静压力，Pa；E 为总能量，J；T 为温度，K；
为有效导热系数，W·m-1 K-1；μ为动力粘度，

Ns·m-2；ij 为 Kronecker 脉冲函数；ɛ为湍流耗散

率，m2 s-3；σk 和σɛ分别为与 k 和ɛ对应的 Prandtl
数；Gk和 Gb为平均速度梯度和浮力引起的湍动能

k 的产生项，kgm-1s-3；YM为可压缩湍流中波动膨

胀引起的额外耗散率，kgm-1s-3；ν运动粘度 m2s-

1；Cμ为湍流粘度修正系数；x 为空间矢量，m；下

标і、ј和 z 表示空间向量；S 为变形张量，s-1。

引入组分输运方程对工作流体 CH4与引射流体

H2跨音速掺混过程的组分输运现象进行描述，以及

实现两股流体的有效标记，对应控制方程如下：

  nn nu f J S   
 

（6）
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上述构建的喷射器跨音速混合流动数学物理模

型在我们先前的研究中[20]以通过实验数据对比验

证了其可靠性，为了行文简洁，这里不再赘述。

1.3 数值模型求解

本文采用基于压力隐式求解器的 ANSYS
FLUENT 2021R1 仿真平台对上述引射器数学物理

模型进行数值求解。对流项采用了二阶迎风格式，

天然气掺氢喷射器内部流动的数值计算使用稳态控

制方程。喷射器进出口均使用压力边界条件，根据

研究目的需求，工作流体 CH4 压力在 3.2 ~ 4.2
MPa 合理范围内选取，引射流体压力在 0.19 ~ 0.29
MPa 范围内选取，背压设定在 0.3~0.45MPa 范围内

变化。喷射器流体流域壁面均设定为无滑移绝热壁

面。本研究中选定工况远高于甲烷与氢气的临界温

度，所以不考虑喷射器内气体相变现象的出现。这

里，两股流体视作理想气体，均流动满足理想气体

状态方程。

1.4 网格划分及网格无关性验证

在数学物理模型建立时，由于喷嘴出口处工作

流体 CH4的速度远远大于引射流体 H2入口处的速

度，引射流体 H2入口简化为均匀分布的轴向环形

入口。Jerzy Gagan[21]将喷射器二维轴对称网格同三
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维网格模型作比较，结果显示二者间的计算结果相

差不大，考虑到节约计算资源本文沿用先前的二

维轴对称简化处理，如图 1 所示。

使用 ICEM 网格化软件对喷射器流体流域进行

网格划分，根据流动特点和流动区域形状，将其整

体流场划分为 8 个四边形计算区域，在压力和速度

梯度变化较为明显区域进行网格加密处理，在近壁

面区域设置边界层网格。

网格质量对模拟计算的精度和速度有很大影

响，为验证网格的独立性以确保数值模拟结果的精

确性，这里对四种不同密度的网格进行了验证，选

择图 2 中 A 点（轴线上主喷嘴出口位置）的压力

和速度作为检测点，其位置坐标为为 A(100.8，
0)，对应网格的独立性验证结果如下表 4 所示。从

表中可以清楚地看出，当网格数从 102447 增加到

602016 时， A 两点的压力及速度的变化逐渐减

小。事实上，当网格数从 405496 增加到 602016，
模拟中 A 点压力及速度的变化非常小，可忽略不

计。为节省计算时间和节约计算资源，本数值模拟

中采用 405496 网格数进行数值计算。

图 2 天然气掺氢喷射器流场分区

Fig 2 Flow field partitioning in hydrogen-doped ejector

表 4 网格独立性验证结果（A 点）

网格数 压力（Pa） 误差（%） 马赫数 误差（%）

102447 621014 — 3.30664 —
201261 610084 1.76 3.26498 1.26
405496 602031 1.32 3.24441 0.63
602016 601850 0.03 3.24376 0.02

2 设计工况下混合过程流场分布

图 3 给出了设计工况下掺氢喷射器内部流场分

布云图，从图中可以看出，工作流体 CH4 通道和

引射流体 H2通道在混合前压力、马赫数、组分质

量分数分布均存在较大差别，而从混合室渐缩段入

口截面开始两股流体状态参数间的差异沿程减小，

最终两股流体在扩压室基本混合均匀。跨音速混合

过程中工作流体 CH4与引射流体 H2在混合室形成

了一个明显的混合层，两股流体在混合层内掺混并

伴随着质量交换，混合层内 H2质量分数会发生显

著变化。混合层在喉部位置发展至近壁面区域。位

于混合层外部的引射流体 H2与工作流体 CH4在竖

直截面上质量分数基本保持不变，这意味着两股流

体在混合室内并不会刚接触就发生大面积的混合，

两股流体的混合都是从局部混合层开始，并逐渐由

局部发展至全局。工作流体 CH4 从主喷嘴渐扩段

喷出后产生超音速射流，从中可以观察到明显的激

波链，工作流体 CH4 的马赫数随着激波链内交替

出现的压缩波膨胀波而起伏波动。

混合层中流体流速介于超音速 CH4 射流速度

与亚音速引射流 H2速度之间，混合层两侧流体存

在显著的速度差，流体之间发生强烈的剪切作用。

因此，大量湍流漩涡在混合层附近生成。形成的湍

流漩涡在流体间粘性力的作用下又不断破碎，混合

层内湍流旋涡的不断生成与破碎，从而出现混合层

内湍流耗散率显著高于局部区域，如图 4 所示。当

混合流体进入扩压室后，受近壁面粘性作用和下游

高压影响，近壁面区域流体存在显著的速度差，湍

流漩涡形成和消散现象随之产生。最终，在扩压室

出口形成完全均一的混合流体。

图 3 掺氢喷射器内压力、马赫数、H2质量分数分布情况

Fig 3 Distribution of pressure, Mach number and H2 mass

fraction in the hydrogen-doped ejector
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图 4 掺氢喷射器内湍流耗散率分布

Fig. 4 istributions of  within the hydrogen-doped ejector

3 混合效果评估指标

为了更好地量化分析喷射器内氢气与甲烷的混

合过程与混合效率以及在不同工况下的演变规律，

引入如下评估指标：

（1）混合层厚度δ
δ定义为混合层上下边界的径向距离，用以描

述混合层的沿程发展。上下混合边界用 5%厚度定

义法，对应上下边界质量分数u和b分别为：

0.05( )u h m h     

0.05( )b m m h     

式中，流动变量为流体质量分数。

（2）未混合长度 l
l定义为混合边界从混合室入口（轴向位置 x

=100.8 mm）发展到喷射器壁面或轴线的沿程距

离，用以描述一股流体掺混入另一股流体中的能

力。未混合长度越长，相对混合能力越弱。

（3）沿程传质速率 q
q 描述了混合过程中两股流体在多大程度上进

行混合。q 定义为单位时间内通过面积为（x-x0）

的混合交界面所传递的质量。它表示为：

0

x

t
x

q q dx 

（4）传质比λq

表征引射流体 H2相对质量传递能力。λq定义

为混合室出口处引射流体 H2沿程传质速率 qh与工

作流体 CH4沿程传质速率 qm的比值：

/q mhq q 

（5）未混合长度比λl

表征混合层的相对生长能力。它实质上反映两

股流体的相对质量传递能力，λl 定义为引射流体

H2未混合长度 lh 与工作流体 CH4 射流未混合长度

lm的比值：

/l h ml l 

4 混合效率和引射性能在不同运行工况下的

演变规律及其基本联系

4.1 不同工作流体CH4压力pm下的演变规律

图 5 给出不同 pm下混合层的生长规律。从图

中可以看出：当 pm= 3.2 MPa 时, 混合层只有一个

短程的波动增长。尽管当 pm增加到 4 MPa 时混合

层的生长延续到了后期的指数增长，但指数增长并

没有得到充分的发展就提前结束。而在临界运行模

式下，混合层的发展相对充分，依次经历波动增长

和指数增长两个过程。其中，波动增长过程受 pm

变化的影响较小，而指数增长速度随着 pm的增加

而减小，其起始位置 xr 随之向下游移动，如图 7
所示。从局部放大图中还可以发现：在早期混合阶

段，混合层基本满足线性生长规律，这一点与已有

研究结果较为一致[10]。混合层厚度δ均随着 pm的减

小而增大。

为了进一步地了解混合层上下边界的总体生长

情况，图 6 给出了未混合长度 l 随 pm 的变化规

律。从图中可以看出：工作流体 CH4 射流未混合

长度 lm随 pm的升高先大幅降低后小幅升高；而引

射流体 H2未混合长度 lh先从随 pm升高而小幅波动

升高。工作流体压力为 3.4 MPa 时由于压力较低，

卷吸能力较差使得 lm 大于 lh，而 lm 的大幅度降低

意味着 pm的增大在很大程度上阻碍了引射流体 H2

向工作流体 CH4 射流通道内迁移。而临界运行模

式下 lh 的微量变化表明工作流体 CH4 射流向引射

通道内的质量传递能力受 pm变化的影响较小。因

此，在临界运行模式下，随着 pm的升高，引射流

体 H2 的相对质量传递能力减小，混合层发展受

限。相应地，未混合长度比λl先随着 pm 的升高而

增大，达到最大值 1.108，而后λl开始显著减小。

图 7 给出了引射系数ω、传质比λq随 pm的变化

规律。从图中可以看出：随着 pm 的升高，λq 从

0.132 快速增加到 0.218，而过渡到临界运行模式

后，λq 显著减小。整体而言，λq 与 pm满足分段线

性函数关系，其 Pearson 相关系数大于 0.988，对

应的拟合函数如下：

0.247520.22737 87604.74 , (3.4 4)
0.1628 0.86851, (4 4.2)

x

m mf

m m

p e p
p p


    

    

同样，ω遵循相同的演变轨迹，在 pmr处达到最大

值 0.2，随着 pm 的升高而增大，超音速工作流体
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CH4射流对引射流体 H2的阻碍越来越强，工作流 体 CH4射流侧的混合在一定程度上受到限制。

图 5 不同 pm下混合层的生长

Fig. 5 Mixing layer growth under various pm

图 6 未混合长度 l 和混合层指数生长起始位置 xr随 pm的变化规律

Fig. 6 Changing trends of l and xr with pm

图 7 引射系数ω、传质比λq随 pm的变化规律

Fig. 7 ω, λq as a function of pm

4.2 不同引射流体H2压力ph下的演变规律

图 8 为双临界运行范围内不同 ph 下混合层生

长轨迹的变化情况。混合层能够获得较为充分的发

展，δ遵循先波动增长后指数增长的演变轨迹。在

给定 ph变化范围内，混合层与前期波动增长阶段

的生长轨迹基本一致，而后期指数增长阶段混合层

的生长速度却存在较大的差异。随着 ph的升高，δ
的后期指数增长速率显著增加，同时指数增长的起

始位置 xr 不断地向上游移动，如图 9 所示。这一

现象表明掺氢喷射器内两股蒸汽混合效率在很大程

度上决定于混合层后期指数发展的程度。从混合前

期阶段的放大图可以看出：δ沿着主流方向近似线

性增长，且 ph越高，δ越大，波动幅度也越大。

图 9 给出了未混合长度 l 和混合层指数生长起
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始位置 xr随 ph的变化规律。

图 8 不同 ph下混合层的生长

Fig. 8 Growth laws of mixing layer under various ph

图 9 未混合长度 l 和混合层指数生长起始位置 xr随 ph的变化规律

Fig. 9 Changing trends of l and xr with ph

从中可以看出：在引射压力为 0.19MPa 时，由于

接收室压力较低，工作流体通道卷吸能力较弱，此

时引射流体 H2未混合长度 lh大于工作流体 CH4射

流未混合长度 lp。而随着引射压力的增加，超音速

射流在混合室入口形成的卷吸压差相对增大，此时

引射流体 H2更容易掺混入工作流体 CH4射流中，

混合层倾向于工作流体 CH4射流一侧生长，引射

流体 H2质量传递能力显著增加。

图 10 给出了两股流体跨音速掺混过程传质比

λq 随 ph 的变化规律。从图中可以看出：当 ph 从

0.19MPa 升高到 0.29 MPa, 对应λq 从 0.161 增长到

0.251，且λq 和 ph 具有较高的线性相关性，对应

Pearson 相关系数 r 0.9488。其拟合线性函数如下：

0.02292 0.79581q hp  

意味着，随着 ph的升高越来越多的引射流体 H2掺

混入超音速射流中，这一点与λl的演变规律相互印

证。因此，在较高 ph工况下混合层可以获得更快

的发展。从这个意义上看，工作流体 CH4 射流测

混合层的发展在一定程度上得到了促进，因此在混

合早期阶段高 ph 工况下可以获得更大的δ。相应

地，引射系数ω在给定 ph变化范围内从 0.161 增长

到 0.243。
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图 10 引射系数ω、传质比λq随 ph的变化规律

Fig. 10 ω, λq as a function of ph

4.3 不同背压pc下的演变规律

图 11 给出了不同 pc下掺氢喷射器混合层沿程

生长轨迹。从图中可以清楚看出：混合层厚度δ在
临界和亚临界运行模式之间存在显著的差异。在临

界模式运行范围内，δ遵循几乎完全相同的生长轨

迹且完全不受 pc变化的影响。然而，当 pc超过其

临界值 pcr（pcr =0.39 MPa）后，混合层的生长开始

受到抑制，而且这种抑制作用随着 pc的增大而越

发明显。当 pc =0.45 MPa 时混合层后期的指数生长

不能得到充分的发展，因为在亚临界运行模式下高

背压对引射通道内流体产生了强烈的反向压缩作

用。因此，xr在临界运行模式下始终保持不变，而

当 pc超过 pcr后，xr迅速向上游移动，而后快速地

消失，如图 12 所示。此外，从局部放大图中还可

以发现：在早期混合阶段，δ遵循近似线性增长，

在亚临界运行模式下，pc越高，δ相对越大。

图 12 给出了未混合长度 l 随 pc的变化趋势。

显然，在亚临界运行模式范围内，lm和 lh都随 pc的

升高而减小，且 lh 的减小速度远远大于 lp减小速

度。在亚临界模式范围内，lh从 116.75mm 迅速减

小到 77.52 mm, lm 从 105.37mm 缓慢增大到了

113.57mm。出现这一现象的主要原因在于：在高

背压影响下，喷射器引射壅塞状态被打破，引射流

体 H2质量流量减小, 两股流体速度差形成的剪切作

用随之增长，这在一定程度上强化了局部掺混， lh

相应缩短，这也是亚临界状态下混合层早期发展相

对临界状态下更好的原因。相应地，工作流体 CH4

因为没有足够的氢气掺混使得 lm变长。而在临界

运行模式覆盖范围内，lm 和 lh 均不受 pc 变化的影

响，始终保持定值，λl遵循与 lh相似的变化轨迹，

即在临界模式下λl始终保持定值。当 pc超过 pcr后λl

急剧减小，引射流体 H2的传质能力急剧恶化，混

合层的后期发展发展受到较大的阻碍作用。

图 11不同 pc下混合层的生长

Fig. 11 Growth of mixing layer under various pc
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图 12 未混合长度 l 和混合层指数生长起始位置 xr随 pc的变化规律

Fig. 12 Variation trends of l and xr with pc

图 13 给出了λq随 pc的演化规律。从图中可以

看出：在临界运行模式下，λq 除了在 pcr处出现了

微量减小，其它工况下基本保持定值 0.218。然

而，当 pc超过 pcr时，λq出现近似线性减小的变化

规律，引射流体 H2越来越难以有效掺混入工作流

体 CH4 射流中，引射流体 H2 的传质能力严重恶

化。λq可以拟合成 pc的分段函数如下：

0.21872, ( 0.39)
1.9629 0.98624, (0.39 0.43)

c
f

c c

p
p p




    
显然，当掺氢喷射器处于亚临界状态时，随着 pc

的继续增加，引射流体 H2的壅塞状态随之破除，

引射系数ω从 0.2 下降到 0.15；而在临界运行模式

下，ω始终保持不变。

图 13 引射系数ω、传质比λq和随 pc的变化规律

Fig. 13 ω, λq as a function of pc

5 结 论

本文提出了喷射器跨音速掺混技术方案以实现

天然气与氢气的高效均匀掺混和安全稳定，设计了

用于天然气掺氢的喷射器结构，构建了天然气和氢

气跨音速掺混的数学物理模型，重点分析了不同运

行工况下混合层生长、两股流体间的传质和掺氢喷

射器的引射性能的演变规律。得出主要结论如下：

（1）临界运行模式下，混合层可以得到相对

充分的发展，其厚度δ遵循先波动增长后指数增长

的演变轨迹。不同工况之间的主要差异在于后期指

数增长的发展程度，在较低工作蒸汽压力 pm或较

高引射蒸汽压力 ph工况下可以观察到更大的δ，而

δ在临界范围内不受背压 pc的影响。在亚临界模式

下，混合层的生长受到了严重的阻碍，运行工况偏

离临界模式越远，所受的负面影响就越明显。

（2）未混合长度比λl、传质比λq和引射系数ω
都随 pm的升高先迅速增大，过渡到临界模式后开

始减小。λl、λq和ω都随 ph的升高而显著增大。在

临界运行模式下，三者都不随 pc 的变化而改变；

而在临界运行模式下，它们随着 pc 的升高而快速

减小。

（3）两股气流之间的传质沿主流方向不断进

行，同一混合边界上引射流体 H2的传质量远小于

工作流体 CH4 的传质量。工况的改变本质上是改

变引射流体的相对传质能力。引射流体 H2越容易

进入工作流体射流，混合层生长越快越充分，掺氢

喷射器的引射性能越好。
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摘要：基于时域有限差分法计算了不同微观结构 ZrB2-SiC 陶瓷基复合材料的红外光谱特性，讨论了 SiC 颗粒

形状、体积分数以及材料厚度对复合材料发射率的影响，评估了 SiC 颗粒形状和体积分数对材料红外隐身性

能的影响规律。计算结果表明：添加 SiC 颗粒的 ZrB2-SiC 复合材料总发射率比 ZrB2 块材高，添加晶须形状

SiC 颗粒的复合材料发射率较小，在 10-14 μm 波段复合材料的发射率随 SiC 体积分数的增加变化幅度较为剧

烈，复合材料光谱发射率主要受其靠近表面材料微观结构影响。SiC 颗粒形状、体积分数在大气窗口内对复

合材料平均发射率的影响大小分别 2.65%、16.1%。研究结果对 ZrB2-SiC 陶瓷基复合材料光谱辐射特性调控以

及提高材料红外隐身性能具有一定的指导意义。
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0 前言
作为一种超高温陶瓷（ultrahigh-temperature ceramics，UHTCs），ZrB2 由于具有超高熔点

（~3250℃）、出色的抗热震性等优异性能[1,2]，在航空航天领域具有广阔的应用前景，例如火

箭发动机喷口、高超声速再入飞行器的前缘和鼻锥等部件[3,4]。为了提高 ZrB2 陶瓷高温环境下

的断裂韧性和抗氧化性，通常将 SiC 作为二次增强相添加到 ZrB2 陶瓷基体中，制备 ZrB2-SiC
陶瓷基复合材料[5,6]。研究表明高温环境中 SiC 颗粒会在材料表面形成自密封硅酸盐层以提高

ZrB2-SiC 陶瓷基复合材料的抗氧化性能[7,8]。除常见的 SiC 颗粒外， SiC 晶须、SiC 片晶和 SiC
短纤维也可作为增强相引入到 ZrB2陶瓷基体中以改善材料的机械和热物理性能[9-11]。

ZrB2-SiC 超高温陶瓷作为热防护材料在高超声速飞行器上服役时受到气动加热的影响，

热辐射将成为气动热散失的重要途径[12,13]。因此，对 ZrB2-SiC 陶瓷基复合材料的红外热辐射

性能进行研究对于提高材料的散热或热隐身能力性能具有重要意义，而发射率是衡量材料热

辐射性能的关键参数。目前国内外已经开展了大量关于 ZrB2-SiC 陶瓷材料红外发射率研究。

Tan[14,15]等实验研究了不同稀土添加剂（Sm2O3 和 Tm2O3）和体积分数对 ZrB2-SiC 材料涂层半

球光谱发射率影响规律。Li 等[16]实验研究了表面氧化预处理对于 ZrB2-SiC 材料光谱发射率的

影响机理。Luca 等[17]为了进一步提高材料的力学性能，将碳纤维与 ZrB2-SiC 陶瓷复合制备一

种新型二维编织结构的陶瓷基复合材料，测量了材料在 0.6~16 μm 波段的半球光谱发射率。目

前国内外通常采用α-SiC 和 ZrB2 粉末烧结制备 ZrB2-SiC 复合材料，且针对不同添加剂、预处

理方式、不同结构的复合材料红外光谱发射率开展了大量实验研究，而系统深入的数值仿真

研究较少。材料的热辐射特性不仅与材料类型、服役环境温度有关，还与微观结构、表面粗

糙度等因素有关。开展复合材料发射率数值仿真工作，研究不同因素对材料红外辐射特性的

调控机制，对于优化材料设计，降低大量实验测试成本和周期具有重要意义。
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本研究基于时域有限差分法（FDTD），数值预测了不同微观结构的 ZrB2-SiC 陶瓷基复合

材料在 1-20 μm 波段的光谱发射率，研究了α-SiC 颗粒形状、体积分数以及材料厚度对材料发

射率的影响，并评估了以上因素对 1.4-2.5 μm、3-5 μm、8-14 μm 三个大气窗口的发射率调控

能力。

1 计算方法
1.1 FDTD 方法

根据 Stefan-Boltzmann 定律，物体在一定温度下的辐射能力可表示为：
4E T （1）

其中 E 物体单位面积对外辐射出的总能量，ε是物体的发射率，σ斯特藩-玻尔兹曼常数，T 为

热力学温度。发射率一般与物体的材料组分、温度、表面粗糙度等有关[18]。

根据基尔霍夫定律，物体对黑体输入热辐射的吸收率等于该物体在相同温度下的发射率。

因此，材料的光谱吸收率和光谱发射率的关系可以表示为：

=   （2）
物体的光谱吸收率、反射率和透射率之间的关系如下：

+ + =1     （3）
其中ρλ是物体的光谱反射率，τλ是物体的光谱透射率。

物体的发射率、反射率和透射率等光学性质可通过求解麦克斯韦方程组获得[19]。在无源

空间和介质参数不随时间变化等条件下，可将麦克斯韦旋度方程微分离散化可得到一组微分

差分格式的时域递推公式。上述微分方程构成了电磁波与三维物体结构相互作用的数值算法

基础，FDTD 将仿真模型划分为离散的时间和空间网格构造的单元，如图 1（a）所示，通过

对电场 E 和磁场 H 分量在时间轴和三维空间中交替抽样离散的方式来处理具有不均匀介质的

复杂形状物体和材料的电磁散射和辐射问题[20]，在微纳米光学材料的模拟中具有广泛的应用。

FDTD 计算流程如图 1（b）所示，建立材料微观几何结构模型，导入 FDTD 仿真软件中，

将电磁波传播的所有区域网格化并根据每一个网格点的位置赋予相应材料的光学常数，再设

置所需的边界条件、平面光源、反射率和透射率监视器，之后对材料光谱辐射特性进行数值

仿真，直至收敛。本文数值计算模型采取的边界条件如图 2 所示，x、y 方向设置周期性边界

以模拟二维无限大平板材料，z 方向设置完美匹配层边界以完全吸收电磁波。在光源上方设置

监视器统计材料在特定波长下的反射率，在材料下方设置透射率监视器统计光源穿过材料后

的透射强度进而计算得到透射率，由式（2）和式（3）可知，通过计算出材料的反射率和透

射率可以获得材料的发射率。

（a）FDTD 方法示意图 （b）计算流程

图 1 FDTD 方法基本原理及计算流程
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图 2 FDTD 计算区域及边界条件示意图

为了定量评估不同因素对复合材料总发射率和大气窗口平均发射率的影响，基于光谱发

射率计算结果以及 Planck 定律，分别在 1-20 μm 和大气窗口波段进行积分，获得复合材料总

发射率和大气窗口平均发射率，计算公式如下所示：
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其中，Ebλ为光谱辐射力，λ为波长，T 为黑体的温度，c1为第一辐射常数，大小为 3.742×10-16 W·m2，

c2 为第二辐射常数，大小为 1.4388 × 10-2 W·K，εa为所计算波段的平均发射率。

1.2 材料模型和光学常数

ZrB2-SiC 陶瓷基复合材料一般是以 ZrB2为基底，添加不同形状的 SiC 颗粒烧结制成。常

见的 SiC 颗粒可分为圆（Sphere）、晶须（Whisker）、椭圆（Sphere）等，基于文献[9,21]建立

了如图 3 所示的随机 SiC 颗粒填充 ZrB2 基体材料模型，SiC 颗粒的几何参数如表 1 所示。图

中灰色部分为 ZrB2 基体，黄色部分为 SiC 颗粒。

表 1 不同形状的 SiC 的几何参数

SiC 颗粒形状 几何参数

圆-Sphere[9] 半径 r=2.2 μm
晶须-Whisker[9] 圆柱底直径 d=1.25 μm，圆柱长 l= 25 μm
椭圆-Ellipse[21] 半长轴 a=2.2 μm，半短轴 b=1.1 μm

（a）圆[9] （b）晶须[9] （c）椭圆[21]

图 3 不同形状 SiC 颗粒填充 ZrB2基体 3D 模型
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仿真计算所需的光学常数包括折射率 n 和消光系数 k，反映了物质对于不同频率入射电磁

波的响应系数，也是基于 FDTD 方法数值预测材料热辐射特性的关键输入参数。α-SiC 的光学

常数可通过查阅光学常数手册[22]获得，其光学常数如图 4（a）所示。由于 ZrB2光学常数的研

究较少，缺乏可靠数据，本研究采用结合反射光谱实验测试与 Kramers-Kronig（KK）变换方

法获得 ZrB2的光学常数。KK 变换描述了包含折射率 n 和消光系数 k 等一系列光学响应函数实

部和虚部之间的内在联系[23,24]，基本关系式如下所示。
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其中，ω为电磁波频率，R(ω)为反射光谱，θ为反射系数的幅角，r0为反射系数的模。对 ZrB2

的反射光谱进行实验测量，通过 KK 变换即可获得 ZrB2包含折射率 n 和消光系数 k 的光学常

数。ZrB2的反射光谱采用傅里叶红外光谱仪进行测量，如图 5（b）所示，通过 KK 变换计算

获得的光学常数如图 4（b）所示。

（a）SiC 光学常数[22] （b）ZrB2光学常数

图 4 SiC 和 ZrB2光学常数

2 计算结果与讨论
2.1 SiC 和 ZrB2光学常数验证

为了验证 SiC 和 ZrB2光学常数是否准确，将 SiC 和 ZrB2光学常数作为 FDTD 算法的输入

参数计算半无限大块材α-SiC 和 ZrB2 的反射光谱，分别与文献[25]和基于傅里叶红外光谱仪实

验测试数据对比验证。SiC 的反射光谱计算结果如图 5（a）所示，实线为 SiC 利用 FDTD 数

值计算得到的反射率光谱，虚线为文献[25]中理论计算得到的反射率光谱，可以看出两者吻合

良好。将基于 KK 变换计算的 ZrB2光学常数作为 FDTD 算法的输入参数，数值计算得出 ZrB2



5

的反射光谱如图 5（b）所示，实线为 ZrB2 数值计算结果，圆点为实验结果，两者趋势一致。

2.2 网格无关性验证

基于 FDTD 方法对材料的光谱辐射特性开展数值预示时，可设置两种不同类型的网格，分

别是默认的自适应网格和局部网格。自适应网格的网格大小随所计算波长自动变化，一般用

网格精度（Mesh Accuracy）来衡量，Lumerical 软件可设置 8 种网格精度，网格尺度分别对应

波长的 1/6、1/10、1/14、1/18、1/22、1/26、1/30、1/34。本文计算了 3、4、5 三种不同网格精

度（图中 MA3、MA4、MA5，对应波长的 1/14、1/18、1/22）对 ZrB2-SiC 陶瓷基复合材料发

射率的影响，如图 6（a）所示。从图中可以看出，三种网格精度的数值计算结果基本完全相

同，三者与其平均值的偏差最大值在 1.2 μm 处，最大偏差为 0.56%。

也可在材料内部设置更为精细的局部网格以提高计算精度。为了保证计算结果的收敛性，

局部网格大小应遵守数值色散条件：

, ,
12

x y z 
    （10）

其中λ为最小波长，Δx、Δy、Δz 分别对应 3 个方向的局部网格大小。本文研究的波段为 1-20 μm，

局部网格大小应小于等于 1/12=0.0833 μm，分别计算了 0.08μm、0.07 μm、0.06 μm 三种不同

局部网格大小（图中 M0.08、M0.07、M0.06）对复合材料发射率的影响，其中 x、y、z 三个方

向的局部网格大小均相同，结果如图 6（b）所示。从图中看出，当局部网格大小满足数值色

散条件时，局部网格大小对发射率数值计算的结果影响不大，三个局部网格大小与其平均值

的最大偏差仅为 0.16%。为了平衡计算内存和精确度，后续计算在材料内部设置局部网格，大

小为 0.07 μm，其他区域为自适应网格，网格精度设置为 4。

（a）SiC 反射光谱结果与文献[25]对比 （b）ZrB2 反射光谱结果与实验结果对比

图 5 SiC 和 ZrB2反射光谱计算结果对比验证
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（a）自适应网格 （b）局部网格

图 6 网格大小对 ZrB2-SiC 材料发射率的影响结果

2.3 ZrB2-SiC 陶瓷基复合材料发射率计算结果

基于上述数值模型分别计算了 SiC 颗粒形状、体积分数以及材料厚度等不同几何因素对

于 ZrB2-SiC 陶瓷基复合材料在 1-20 μm 波段（划分 200 个点）光谱发射率的影响规律，并评

估了复合材料在该波段的总发射率大小和大气窗口下的红外隐身性能。

2.3.1 几何因素对复合材料发射率的影响规律

图 7（a）展示了不同 SiC 颗粒形状对陶瓷基复合材料发射率的影响规律，其中 SiC 颗粒

体积分数均为 30%，材料厚度均为 10 μm，基于普朗克黑体辐射定律计算材料的总发射率如表

2 所示。结果表明，与纯 ZrB2 块材相比，添加了 SiC 颗粒的复合材料具有较高的发射率，其

中椭圆（Ellipse）颗粒复合材料总发射率最高，比纯 ZrB2 块材高 24.5%。掺混三种不同 SiC
颗粒的 ZrB2复合材料中，晶须（Whisker）SiC 颗粒复合材料总发射率较低，在 7-10 μm、14-20
μm 波段内尤为显著，总发射率比椭圆颗粒低 5.6%。当入射电磁波波长接近 12 μm 时，电磁波

频率接近 SiC 原子的振动频率，电磁波不能深入传播进固体内部，导致超过 90%的电磁波被

反射（图 5（a）所示），形成剩余反射带，也被称为 Reststrahlen 区域[26]。在该区域的影响下，

复合材料发射率在 10-14 μm 波段变化幅度剧烈，在 12.5 μm 附近存在最低值，为 0.296，复合

材料在 11-13 μm 波段的发射率低于 ZrB2块体。

表 2 SiC 块材、ZrB2 块材和不同 SiC 颗粒形状复合材料总发射率计算结果

SiC 颗粒形状 总发射率

ZrB2块材 0.4503
圆 0.5466

晶须 0.5308
椭圆 0.5607

SiC 块材 0.6271
图 7（b）对比了不同 SiC 体积分数对陶瓷基复合材料发射率的影响结果，其中 SiC 颗粒

形状均为椭圆（Ellipse），材料厚度均为 10 μm，基于普朗克黑体辐射定律计算材料的总发射

率如表 3 所示。从图中可以看出，复合材料发射率随 SiC 体积分数的增加影响显著，发射率

受 SiC 材料 Restsrahlen 区域[26]影响越大，在 10-14 μm 波段的变化幅度尤为剧烈，添加 50%体

积分数复合材料发射率最低值为 0.159，相比于添加 20%体积分数复合材料发射率最低值 0.353
降低了 55%。同时，由于 SiC 在 1-20 μm 波段总发射率比 ZrB2 高，复合材料总发射率也随着

SiC 体积分数的增加而显著增大，添加 50%体积分数 SiC 颗粒的复合材料相比于纯 ZrB2 块材
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总发射率提高 45%、相比于添加 20%体积分数 SiC 颗粒的复合材料总发射率提高 25.9%。

表 3 不同 SiC 体积分数复合材料总发射率计算结果

SiC 体积分数 总发射率

0%（ZrB2块材） 0.4503
20% 0.5185
30% 0.5607
40% 0.5929
50% 0.6529

100%（SiC 块材） 0.6100

（a）SiC 颗粒形状（体积分数 30%，厚度 10 μm） （b）SiC 体积分数（椭圆颗粒，厚度 10 μm）

（c）材料厚度（体积分数 30%，椭圆颗粒）

图 7 不同几何因素对 ZrB2-SiC 复合材料发射率的影响

图 7（c）对比了不同材料厚度对陶瓷基复合材料发射率的影响结果，其中 SiC 颗粒形状

均为椭圆（Ellipse），SiC 体积分数为 30%。从图中可以看出，材料厚度对光谱发射率影响可

以忽略，其总发射率大小为 0.5600，这是由于 ZrB2 具有比较大的消光系数，电磁波在其中传

播时衰减迅速。图 8 展示了 12 μm 厚材料一横截面在波长 2 μm 处电场强度分布图，其中，颗

粒状为 SiC，其余部分为 ZrB2基体。从图 4 可以看出，由于 SiC 在 2 μm 波长处消光系数 k 几

乎为 0，ZrB2接近于 1，电磁波在进入复合材料后，主要沿着 SiC 颗粒向材料内部传播，在 ZrB2
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基体内部迅速衰减，传播 4 μm 后绝大多数位置电场强度从表面 1.28 衰减到低于 0.1，衰减幅

度大于 90%。因此对于 ZrB2-SiC 陶瓷基复合材料而言，光谱发射率主要由其表面材料结构决

定。

（a）材料横截面 （b）电场强度分布

图 8 12 μm 厚材料一横截面在波长 2 μm 处电场强度分布图

2.3.2 复合材料大气窗口红外隐身性能对比

物体的红外辐射传输受到大气衰减作用的影响，受大气窗口的影响，红外辐射仅在 1.4~2.5
μm，3~5 μm，8~14 μm 波段内具有较强的穿透能力[27,28]，如图 9 所示。提高材料的红外隐身

性能，需尽可能降低物体在大气窗口内的发射率。本文计算了 SiC 颗粒形状、体积分数对大

气窗口下复合材料发射率的影响大小，如图 10 所示。从图中可以看出，以上因素对大气窗口

的影响与总发射率基本一致。图 7 中显示不同几何因素对于 1-20 μm 波段发射率的差异主要体

现在 6-10 μm 和 14-20 μm 波段，对于大气窗口的影响程度相对于总发射率较小。SiC 体积分

数对复合材料在大气窗口下的影响最为显著，最高可达 16.1%。通过改变 SiC 颗粒形状，复合

材料在大气窗口内的平均发射率最大变化为 2.65%。三种影响因素对于 3-5 μm 和 8-14 μm 波

段的影响较为显著，而对于 1.4-2.5 μm 波段影响较小，分别为 1.04%、7.08%和 1.77%。降低

SiC 体积分数可提高复合材料在大气窗口内的红外隐身性能，但 SiC 体积分数对材料的力学和

抗氧化性能也存在一定影响[8]，因此需要综合考虑多种因素对 ZrB2-SiC 陶瓷基复合材料红外

隐身性能进行优化。

图 9 不同波段目标的红外辐射透过率[27]
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（a）SiC 颗粒形状 （b）SiC 体积分数

图 10 SiC 颗粒形状和体积分数因素对复合材料发射率的影响

3 结论
本文使用时域有限差分法数值计算了 ZrB2-SiC 陶瓷基复合材料在 1-20 μm 波段范围内的

光谱发射率，研究了 SiC 颗粒形状、体积分数以及材料厚度对复合材料发射率的影响规律，

评估了以上几何因素对材料大气窗口下红外隐身性能的影响大小。结果表明，添加了 SiC 颗

粒的复合材料总发射率比 ZrB2 块材高，晶须形状 SiC 颗粒填充的复合材料发射率较小，圆颗

粒次之，椭圆颗粒最大。复合材料的总发射率随 SiC 体积分数的增加而增大，且在 10-14 μm
波段变化幅度较为剧烈。复合材料的光谱发射率主要由其表面 4 μm 厚材料结构影响。SiC 颗

粒形状和体积分数的变化在大气窗口内对复合材料的平均发射率的影响大小最大可为 2.65%、

16.1%。以上研究结果对 ZrB2-SiC 陶瓷基复合材料光谱辐射特性调控以及提高材料红外隐身性

能具有一定的指导意义。
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Numerical study on the infrared radiative properties
of ZrB2-SiC ceramic matrix composites

Qi Xie, Hu Zhang *

(National Key Laboratory of Structural Strength and Life of Essential Equipment in Complex Service
Environment, School of Aerospace Engineering, Xi'an Jiaotong University, Xi'an 710049, China)

Abstract: The infrared spectral properties of ZrB2-SiC ceramic matrix composites with different microstructure were

calculated based on the finite difference time domain (FDTD) method. The influences of SiC particle shape, volume

fraction and material thickness on the infrared emissivity of the composites were discussed, and influences of SiC

particle shape, volume fraction on the infrared stealth performance of the materials were also evaluated. The

calculation results show that the total emissivity of the composites doped with SiC particles is higher than that of pure

ZrB2 blocks. The emissivity of the composites doped with whisker SiC particles is lower. The emissivity of the

composites varies sharply with the increase of SiC volume fraction in the 10-14 μm wavelength band. The spectral

emissivity of the composite is mainly affected by the microstructure of the material near the surface. The influences

of the above three parameters on the mean emissivity in the atmospheric window are 2.65%, 16.1% respectively. The

results have certain guiding significance for realizing the regulation of the spectral radiative characteristics of

ZrB2-SiC ceramic matrix composites and improving the infrared stealth performance.

Keywords: ZrB2-SiC ceramic matrix composites; FDTD; emissivity
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摘要： 随着互联网的快速发展，数据中心能耗问题越来越突出。数据中心不仅包含复杂的流动、传热现

象，还包括在一系列严谨规则下运行的计算任务、控制算法和调度策略。已有的数据中心数值模拟研究多

侧重于固定工况下的流动、传热数值模拟，或者基于简化传热模型的控制算法仿真，不能准确地反映信息

系统与物理系统的双向深度耦合。本文设计了包含计算流体力学数值模拟和机柜间任务分配过程的信息物

理耦合模型，并在 Fluent/Python 环境下实现了耦合模型的自动非稳态计算。本文以互联网数据中心为例，

对三种不同的机柜间任务分配策略进行了模拟，并分别从热环境影响和任务服务质量两方面进行了分析与

评估。

关键词：数据中心、信息物理系统、计算流体力学

0 前言
随着互联网服务的快速发展，数据中心已经成为密集计算和存储的关键平台。数据中

心需要容纳大量的信息设备来满足大量的请求。硬件规模的增加不仅增加了设备成本，而

且还增加了诸如能耗的运行成本。在中国，2020 年数据中心的能耗约为 1507 亿千瓦时，

约占全国总用电量的 2%，间接造成 9000 万公吨二氧化碳排放。这一数字到 2030 年将超过

4000 亿千瓦时，占全国用电总量的 3.7%[1]。

大部分关于数据中心热环境分析与提高能效的研究可分为两类，其一主要使用计算流

体力学，Cho[2]提出了在故障条件下为数据中心设计和实施备份系统。为了探索数据中心在

故障条件下的热性能，基于一个功率为 20 兆瓦的数据中心，通过六种不在正常的空气和冷

冻水供应温度条件下，使用计算流体力学（Computational Fluid Dynamics，简称 CFD）模

拟评估了服务器的热性能；Liu[3]开发了用于两相冷却系统的创新冷却结构与程序，研究了

六种不同的案例，每个案例设计了不同的室内温度、服务器功率、冷却液温度和服务器表

面温度。通过 CFD 模拟评估数据中心的热性能；Meng[4]以武汉某典型数据中心为案例，现

场测量数据中心典型位置（冷通道、空调回风口、机架进出口）的风速和温度，并利用

CFD 仿真软件建立了相应的机房模型。在此基础上，分析了数据中心的流场和温度场特性

并验证，针对数据中心温度分布不均匀、送风混乱等问题，提出了优化方法。Chen[5]等为

了降低数据中心能耗，利用计算流体力学模拟了在不同的空调位置、进风口速度、机柜距

离和热通道距离条件下数据中心的热环境，提出了优化方案。Gao[6]等利用 CFD 软件对数

据中心原气流组织和三种改进气流组织的冷却性能进行了数值模拟。Constantinos[7]基于希

腊的两个数据中心，利用 CFD 软件研究了不同室内温度和气流组织形式下数据中心的热环

境。

另一类研究重点是数据中心的控制策略。Tobias[8]从现有的传热学原理出发，构建每个

机柜的简化热模型。把服务器处理的工作负载与冷却设备的能源效率进行耦合仿真，研究

出一种新的控制策略可以同时控制冷却设备和处理工作调度；Zhao[9]把数据中心服务器功



耗建模，热再循环建模，制冷功耗建模，在此基础上提出一种节能的分层温度反馈控制策

略；Wang[10]基于数据中心温度预测模型构造了一种优化的控制策略来调节数据中心中的空

调出口温度，以提高冷却效率；Fang[11]提出了一种基于神经网络的灰箱温度快速估计模型，

该模型在热物理分析的基础上学习流型与模型参数之间的非线性关系，反映了数据中心组

件之间的热关系，计算复杂度较低，取代了耗时的 CFD 模拟。本课题组[12]基于快速温度预

测模型提出了一种用于数据中心空调出口温度动态控制的优化方法。Yao[13]基于神经网络

模型提出了一种空调多目标优化方法。

前人的研究中提出了很多优化数据中心能效的方法，并开展了相应的数值模拟。但大

多数研究并未同时采用精确的传热数值模拟和真实的自动控制算法。实际上，数据中心的

信息与物理子系统间存在深度的相互关联与影响。据此，本文设计了包含计算流体力学数

值模拟和机柜间任务分配过程的信息物理耦合模型，并在 Fluent/Python 环境下实现了耦合

模型的自动非稳态计算。本文以互联网数据中心为例，对三种不同的机柜间任务分配策略

进行了模拟，并分别从热环境影响和任务服务质量两方面进行了分析与评估。

1 耦合仿真模型
数据中心本身就包含大量基础设施和互联网计算服务，本质上是一种复杂的信息物理

系统。物理系统建立在数据中心的相关信息和参数的基础上，包括数据中心的几何结构建

模与气体流动和传热的数值模拟。几何结构主要包括数据中心与内部设备的尺寸、空调与

机柜的位置以及热物理特性和机柜与空调内部流场方向。本文数值模拟主要研究的是空调

与机柜间的气体流动与传热，湍流部分采用 k-epsilon 模型，气体流动与传热遵守质量守恒、

动量守恒与能量耗散方程。

根据数据中心不同的服务类型，可将数据中心主要分为两类。一类为互联网数据中心，

另一类为高性能计算数据中心，本文以互联网数据中心为例。互联网数据中心是提供大规

模互联网服务的基础设施，主要负责信息应用及数据存储等。对于每个时刻互联网数据中

心处理的任务量都是随机的，处理的任务多而且小，同时每个任务可以认为是相同的。信

息系统建模主要包括数据中心的任务到达、机柜间任务分配策略、机柜的队列长度、机柜

的处理能力以及发热功率。

计算流体力学已经被广泛应用于模拟数据中心的热环境，本研究使用 ANSYS
ICEPAK 进行几何结构建模，使用 ANSYS FLUENT 对气体流动与传热进行数值模拟，同

时在 Python 环境中对于信息系统建立数学模型。在 Python 环境中通过 omniORB 接口编写

了对 ANSYS FLUENT 的自动控制程序，实现了如下功能：改变各机柜的发热功率、风扇

流量等边界条件；读取机柜进风口、机柜出风口、空调回风口等位置的温度；控制

FLUENT 的迭代计算流程。通过上述程序，FLUENT 中对流动和传热（物理系统）的数值

模拟与 Python 中编写的控制算法（信息系统）能够实现实时双向数据交换，使得物理系统

和信息系统能够相互影响和交互作用，从而进行更加准确的信息物理系统深度耦合非稳态

模拟。

2 信息物理建模
2.1 物理系统

2.1.1 物理建模

本文使用 ANSYS ICEPAK 软件建模一个互联网数据中心模型和进行网格划分。本文

建立的几何模型主要包括空调、服务器、架空地板和穿孔瓷砖。在数据中心内有 4 列机柜，

都分布在冷通道的两侧，每一列有 4 个机柜，为了更加精确了解机柜空气流动与传热情况

和机柜之间的相互影响，把每一个机柜分为上中下三层，每一层都有空气进出口，总共视

为 48 个机柜，对称分布四个空调对服务器供冷。空调出风口产出冷空气输送到架空地板下，

经过穿孔瓷砖进入房间，从而进入机柜、带走机柜内服务器产生的热量，并循环回到空调



回风口。本文建立的数据中心在 X、Y、Z 方向上长度分别为 11m、3.6m、5.4m。空调在 X、

Y、Z 方向上长度分别为 0.6m、1.6m、1.5m，机柜 X、Y、Z 方向上长度分别为 0.8m、

0.7m、0.6m。

数据中心的几何布局如图 1 所示。

图 1 数据中心布局图

2.1.2 数值模拟

本文通过利用 ANSYS FLUENT 软件进行数值模拟，控制方程如下：

质量守恒方程：

0 u (1)
动量守恒方程：

     u u utp  (2)

湍动能方程：

Pr 2
        
 

u t t

k
k k S 

  (3)

能量耗散方程：

2

1 22Pr
 

       
 

u t tC S C
k

      (4)

其中 u、p、k、ε 依次为速度矢量、压强、湍流动能和能量耗散率，湍流粘性系数

t μμ ρC k ε /2
，

2 2 22 2 2

2 u v w u v u w v wS
x y z y x z x z y

                                                          
(5)

其余常数的取值为：C1=1.44，C2=1.92，Prk=1.0，Prε=1.3，Pr=0.85，Cμ=0.09。边界条件设

置如下：

1.空调送风口边界类型采用速度入口，空调回风口边界类型采用 FLUENT 中的

outflow，机柜的进出口边界类型采用循环式出入口（进出口流量相等，并附有发热功率）。

2. 计算域边界、架空地板表面、机柜表面和空调表面均为无滑移绝热固壁，不考虑机

柜与空调内部的器件对于传热的影响。本文暂不考虑空调出风速度和温度的变化，因此空

调出风口的风速固定为 3m/s，出风温度固定为 293K。



2.2 信息系统

2.2.1 任务到达

本文采用一个泊松过程对于任务到达进行建模，任务到达率设为其参数。对于一个互

联网数据中心，单位时间内到达的任务量期望值是相同的。并且每一个时间区间到达的任

务量是相互独立的，即不受其它时间段任务到达的影响。每个时间区间任务到达的概率分

布为：

     ( )           0,  1,  ...
!



      
keP N t N t k k

k

  (6)

其中为到达率，本文设为 120000/秒。在时间区间       t t 内，到达的任务量

呈泊松分布。

2.2.2 任务分配

互联网数据中心通过不同的控制策略来决定如何把每个时间步到达的任务分配给机柜。

由于不同的分配策略，每个机柜在每个时刻的发热功率就可能不一样，机柜的出风温度也

会随之改变。一般地，机柜的温升越高，数据中心的温度就会越高，所需要的空调能耗更

高。本文主要分析了不同分配策略对于机柜温升的影响进而评估空调能耗。

本文机柜的发热功率公式如下：

idle full= +P P βP (7)

Pidle为机柜处于开机状态但没有处理任务时的功率，β为每时刻机柜处理任务速率与机

柜处理能力的比值，Pfull为机柜满负荷工作消耗的功率。

队列长度为机柜当前时刻正在排队等候处理的任务量，如果机柜满负荷处理能力小于

当前分配的任务量，机柜未处理完的任务将会排队到下一时间步的队列长度。本文数据中

心里各机柜的处理能力大小如图 2 所示。

图 2 机柜处理能力分布图

本文对三种不同的机柜间任务分配策略进行了精确模拟：

（1）循环分配：循环分配是一种任务分配方式，在循环分配中，对于 48 个机柜，当

任务到达后，第一步将会被分配到机柜 1，下一步新的任务到达后将会被分配到机柜 2，以

此类推，直到第 48 个任务被分配到机柜 48，然后下一步的任务再从机柜 1 开始重新循环

分配。

（2）距离分配：在此案例中，假设机柜离空调越近，机柜的散热能力越好。通过建模

可以了解到每个机柜和空调在三维空间的坐标，从而计算出每个机柜中心位置与与之相对

应最近的空调送风口中心位置的直线距离，每个机柜的任务分配比例计算公式如下：



1 2 3 48

1

 
1 1 1 1

i
i

lA =
+ + + ....+

l l l l

(8)

Ai为第 i 个机柜的分配比例，li为第 i 个机柜与空调送风口的直线距离。所有机柜的任

务分配比例分布如图 3 所示。

图 3 机柜任务分配比例分布图

在此分配方法中，将每一步到达的任务按照图 3 中比例进行分配到这 48 个机柜上。

（3）温度分配：按温度分配就是根据机柜当前的出风温度高低，把数据中心每一步到

达的任务进行动态比例分配。监测当前时刻每个机柜的出风温度，当第一步任务到达后，

根据刚才监测的每个机柜出风温度倒数大小进行比例分配。第一步完成后，监测当前状态

下每个机柜的出风温度，第二步任务到达后，按照刚才的出风温度倒数大小进行比例分配，

重复上述操作，直到计算结束。

2.2.3 耦合仿真

在 FLUENT 设置边界条件时对于每个机柜的机柜流量、机柜的发热功率、每个空调的

送风速度和送风温度创建为输入参数，每个空调的回风温度、每个机柜的进风和出风温度

创建为输出参数。当数值计算开始时，在 Python 环境中的信息系统可以设置输入参数值，

FLUENT 依据输入参数值进行数值模拟，信息系统记录输出参数值进而计算机柜的发热功

率和队列长度，此外在温度分配策略中，信息系统依据输出参数机柜出风温度进行任务分

配。输入参数机柜发热功率的值在每一步计算后都会更新与记录，从而实现 FLUENT 与

Python 的控制算法实时进行数据交互。

2.2.4 迭代计算

控制系统根据数据中心实时状况进行调节，实质上是一个非稳态过程。在数据中心的

模拟过程中先在稳态下模拟 100 步，达到一个稳定的状态，来作为非稳态模拟的初始条件。

本文在非稳态状态下模拟 300 步，每一步采用隐式求解，内迭代次数为 20。求解完成后使

用后处理对求解后的数据进行图形化显示与统计处理。

3 评估
3.1 评价指标

（1）数据中心的处理任务效率，表达式如下：

i q

i

-= W Wη
W

(9)

Wi为数据中心到达的总任务量，Wq为数据中心的总队列长度。



（2）机柜的温升等于机柜的出风温度与空调的送风温度的差值，机柜的温升越高，就

会导致空调的回风温度越高，送风温度不变，从而造成空调的冷却能耗更高。因此，把平

均所有机柜的平均温升作为平均指标。

（3）一般地，空调的送风温度越高能耗越低。所有机柜的最高温升越高就需要越低的

空调送风温度，如果机柜的最高温升越低，需要的空调的送风温度相对来说可以高一些，

从而实现更低能耗。因此，把案例中所有机柜的最高温升也作为评价指标。

3.2 仿真结果

3.2.1 循环分配

基于本文中开发的接口程序，在 Python 程序中可以获得每个时刻、每个机柜进风口与

出风口的温度数值、机柜的发热功率、数据中心的总队列长度。模拟完成后对计算结果进

行统计处理与分析，从中选取了平均温升最高与最低的两个机柜，分别是机柜 22 和机柜

27，另外选取了处于平均值附近的机柜 1 和机柜 15。机柜的温升变化如图 4 所示，每个机

柜的温升呈周期性变化，平均温升约为 23.5K。所有机柜的最高温升如图 5 所示，从图中

可以看到机柜 22 的最高温升最大，约为 40.9K。

图 4 循环分配温升图 图 5 循环分配最高温升图

3.2.2 距离分配

与上文一样，从计算结果中选取了平均温升最高与最低的两个机柜，分别是机柜 46 和

机柜 15。另外选取了处于平均值附近的机柜 4 和机柜 17。机柜的温升变化如图 6 所示，每

个机柜的温升在开始一段时间内逐渐上升并达到稳定，直至结束。平均每个机柜的平均温

升约为 23.1K。所有机柜的最高温升如图 7 所示，从图中可以看到机柜 46 的最高温升最大，

约为 31.1K。

图 6 距离分配温升图 图 7 距离分配最高温升图

3.2.3 温度分配



从计算结果中选取了平均温升最高与最低的两个机柜，分别是机柜 21 和机柜 27。另

外选取了处于平均值附近的机柜 8 和机柜 37，机柜的温升的变化如图 8 所示，每个机柜的

温升在开始一段时间内逐渐上升并达到稳定直至结束，平均温升约为 24.8K。所有机柜的

最高温升如图 9 所示，可以看出机柜 21 的最高温升最大，约为 34.2K。

图 8 温度分配温升图 图 9 温度分配最高温升图

三种分配策略的队列长度变化如图 10 所示，从图中可以近似看出三种分配策略的队列

长度变化与时间呈线形关系。统计总队列长度计算得到三种策略的处理任务效率分别为

0.903、0.909、0.961。图 11 中可以看出每种策略的平均温升与最高温升。其中按照距离分

配这种策略平均温升与最高温升最低，按照温度分配这种策略的任务处理效率最高。分析

仿真结果，温度分配策略的任务处理效率最高，但是会导致更多的空调能耗，距离分配策

略导致的空调能耗最低，但任务处理效率较低。

图 10 队列长度变化图 图 11平均温升与最高温升比较图

4 总结
本文设计了包含计算流体力学数值模拟和机柜间任务分配过程的信息物理耦合模型，

并在 Fluent/Python 环境下实现了耦合模型的自动非稳态计算。本文以互联网数据中心为例，

对循环分配、距离分配、温度分配这三种机柜间任务分配策略进行了精确模拟，结合数值

结果，可以看出距离分配的空调能耗最低，温度分配的任务处理效率最高。本文提出的模

型可以准确地反映数据中心信息系统与物理系统的双向深度耦合。

本文设计的信息物理耦合模型只包含了数据中心内最基本的机柜空气散热和互联网任

务分配部分，用以测试本文搭建的耦合数值模拟框架的可行性。未来计划继续引入空调等

多种冷却方式的详细模型，并设计更符合真实数据中心的机柜任务负载模型，研究更优化

的考虑热环境的调度控制策略。
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摘 要 近年来，量子超导和微纳尺度传热等领域的发展，促进了极低温制冷技术的应用。目前，稀释

制冷技术作为一种主要的极低温制冷方式，由于其制冷量大、制冷下限温度低、制冷连续性强等优势，

被广泛应用。混合室是稀释制冷机的冷端和最关键的制冷部件之一，混合室依靠 3He-4He 混合液的相

分离性质，通过扩散实现制冷。然而，目前在极低温制冷领域，对混合室中 3He 和超流体 4He 的传热

传质过程的研究很少。本研究基于有限元法，建立了极低温下传热-扩散耦合数值模型。研究中发现，

混合液的温度分布具有不均匀性。并且，混合液降温是由扩散导致的。同时，混合液的传热传质特性

受混合室结构的影响。混合室的有效容积越大，制冷速度越慢。而且，相界面面积的增大有利于传热

传质。最后发现，加入不同大小的负载会影响终温。空载时，混合液平均温度稳定于 10.7mK。随着负

载的增大，稳定温度不断上升，分别为 48.0mK，51.9mK，59.5mK 和 65.1mK。本研究对于完善极低

温下的传热传质理论具有重要意义。

关键词 超流氦，二流体理论，扩散，极低温

0 前言
随着科学技术的迅猛发展，尤其是量子领域研究的深入，极低温制冷具有重大科研

价值。极低温制冷的目标温度通常低于 1 K，即达到 mK 级温区。在 20 世纪 70 年代之

前，实现极低温制冷主要是利用绝热去磁制冷[1]。然而，这一制冷方法并不能实现连续

制冷。它只能在短时间内保持低温，制冷能力相对较低。自 20 世纪 70 年代以来，3He-4He
混合液相分离特性逐渐被广泛研究，具有连续制冷功能的稀释制冷机得以发展[2]。目前

已应用于弱相互作用研究、低温热力学研究等领域。

稀释制冷的冷端是混合室。混合室在向负载输出制冷功率方面发挥着关键作用，并

为低温实验提供了平台。混合室制冷是基于 3He-4He 混合液在极低温度下发生相分离这

一事实。当温度低于 0.87K 时，3He-4He 混合液将分离成两相，即浓缩相和稀释相[3]。浓

缩相基本上是纯 3He，稀释相主要是超流体 4He，溶解了少量 3He。3He 在 4He 中的溶解

度很小，当温度接近 0K 时为 0.064[4]。由于 3He 在浓缩相中的焓低于在稀释相中的焓，

扩散是吸热过程。稀释相中的 3He 通过特定手段抽出后，浓缩相中的 3He 将连续扩散至

基金项目：山东省自然科学基金青年基金（ZR2021QE220），中国博士后科学基金面上基金(No.
2021M702012)
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稀释相，实现连续制冷[5]。

目前，许多学者对极低温度下 3He-4He 混合液在混合室中的传热过程进行了研究。

Wikus 和 Niinikoski 建立了混合室的热平衡模型，以评估制冷能力和最低温度[6]。Frossati
等人推导了混合液温度的理论表达式，并计算出混合室在 100μmol/s 的流速下可实现

6.5mK 的低温[7]。Chaudhry 等人提出了混合室的热力学模型，并建立了制冷功率随负载

温度变化的模型[8]。结果表明，在 15μmol/s 的流速下循环约 2h，可以达到 0.05mbar 的
压力。然而，上述研究都是基于焓平衡节点法，忽略了超流体流动和实际扩散过程等多

种因素对稀释制冷机混合室传热传质的影响。同时，无法获得混合室内部详细的传热传

质过程中的规律。

数值模拟过程中需要考虑超流体的超流性。4He 在 2.17 K 开始发生超流转变，从正

常液氦转变为超流氦[9]。超流体 4He 具有非常低的粘度，并且当温度降低到 0 K 时转变

为理想无粘无熵流体。这种转变可以用二流体理论来描述[10]。超流氦被视为两种组分的

混合物：无粘超流组分和耗散正常流体组分。随着温度的降低，正常组分的比例不断降

低，并在 0K 时完全消失。基于二流体理论，许多研究人员研究了超流体 4He 的超流性。

Skrbek 等人对超流体氦中各种形式的量子湍流进行了统一的现象学描述[11]。研究发现，

在绝对零度附近，量子湍流很容易以两种不同形式的纯超流体湍流存在。除了上述流动

机理研究外，一些学者还对超流体 4He 的传热性能进行了研究。Okamura 等人数值模拟

了超流体 4He 和普通液氦共存的通道中的热传输特性[12]。研究发现，一旦通道中含有正

常的液氦，由于自然对流，会产生二维流动，这严重影响了热传输。

以上研究是针对超流体 4He 的流动和传热过程，进行了数值计算。然而，在极低温

制冷领域，对混合室中 3He 和超流体 4He 混合工质间的传热传质过程的研究很少。本研

究在改进的二流体模型的基础上，利用有限元法构建了 3He 和超流体 4He 混合工质在极

低温下的传热-扩散耦合数值模型。然后，基于耦合模型，对超流体混合物的传热传质

特性进行了计算。最后，分析了混合室结构参数对于其传热传质过程的影响。

1 仿真及模型
1.1 物理模型

为了研究 3He-4He 混合液在极低温下的传热传质性能，本研究构建了长方体、圆柱

体、六棱柱、八棱柱等形状的混合室，如图 1 所示。在本研究中，混合室的高度设定为

h，混合室半径设定为 R。入口管和出口管分别浸入浓缩相和稀释相中，半径分别为 r1

和 r2，单位为 cm。混合室假设为理想绝热边界条件。3He-4He 混合物的初始温度为 25mK，

入口温度为 30mK。混合室底部装有材质为多孔介质铜的换热器。
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图 1 混合室结构示意图

1.2 数学模型

本数值模拟的理论基础是超流氦的二流体方程。Bruce 等人改进的二流体方程需要

满足公式（1）-（2）的前提[13]。公式（1）表示密度连续性，公式（2）表示质量通量

守恒。

s n    (1)

s s n n   u u u (2)

其中，ρ为总流体密度，ρs 为超流体分量密度，ρn为常规流体分量密度，u 为总流体速度，

us 为超流体分量速度，un为常规流体分量速度。

基于上述前提，存在如公式（3）-（6）所示的连续性方程，动量方程和能量方程。

在超流体分量的动量方程中，增加了热力学效应项和 Gorter-Mellink 相互摩擦项，并在

能量方程中增加了摩擦耗散项。在公式（5）的右侧，第二项是热力学效应项，第五项

是 Gorter-Mellink 相互摩擦项。在公式（6）的右侧，第二项是由于两个分量的相互摩擦

而产生的附加传热项。
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其中，P 为压力，A 为 Gorter-Mellink 相互摩擦系数，σ为常规流体分量的熵，T 为总流

体温度，η为常规流体分量的动力粘度，g 为重力加速度。

在扩散过程中，遵循基本的菲克第一定律[14]和菲克第二定律[15]，如公式（7）-（8）
所示。

D c J (7)

0c c
t

  


    J u (8)

其中，J 是扩散通量，D 是分子扩散系数，c 是物质浓度。

1.3 网格独立性验证

为了保证数值计算结果的准确性，需要选择合适精度的网格。在本研究中，选择了

39613、66337、117258 和 169017 等四种网格精度进行计算。以混合液在 20000s 的平均

温度作为评价指标，如图 2 所示。结果表明，当网格数为 66337 时，得到了良好的数值

稳定性结果。如果将网格增大到 117258 所对应的精度，虽然网格增加了 76.8%，但是

精度仅提高 0.5%，并且计算的时间增加了 4-5 倍。因此，考虑到数值稳定性和计算的时

间成本，本研究使用了 66337 个网格所对应的网格精度。

图 2 不同网格下的混合液温度

2 结果与讨论
2.1 传热传质特性分析

2.1.1 传热特性
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在制冷过程中，混合室内的最高温度和最低温度随时间变化，如图 3 所示。最高温

度出现在入口附近，最低温度则出现在混合室的底部。这是由于入口温度高于混合液温

度导致的，距离入口越远的位置受到的影响越小。混合室内的混合液温度分布并不均匀，

总是存在一定的温差。从制冷阶段初始时刻开始，混合物的温差逐渐变大。制冷过程进

行 60000s 后，该温差逐渐开始稳定，混合室内的制冷过程过渡到相对稳定状态。

图 3 混合液在制冷过程中的最高温度与最低温度

2.1.2 传质特性

研究中计算了不同时刻的浓度场分布，如图 4 所示。图中的箭头表示制冷量的传递

方向。由于扩散阻力小，扩散过程进行快，因此选择 0s、100s、300s、500s 和 1000s 的
浓度场进行分析。由于扩散是从浓相向稀相进行的，扩散在相界面附近开始。随着扩散

的进行，稀相迅速达到饱和。4He 在稀相中逐渐被挤压并向浓相移动，呈现出逐层传递

的特性。当扩散达到一定程度时，扩散层受到入口效应的影响，入口附近的相界面发生

弯曲。

(a)t=0s (b)t=100s
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(c)t=300s (d)t=500s

(e)t=1000s

图 4 混合液在制冷过程中的浓度场分布

2.1.3 流动特性

在稳定状态下，混合室内的流场分布如图 5 所示。3He-4He 在混合室中的流动主要

受分子扩散的影响，因此总体流速很小。从 x-z 截面来看，在入口附近，液体速度最高。

从 x-y 截面来看，扩散呈现出典型的径向传播特征。流体在入口的中心位置最快，并以

速度波的形式逐渐向四周扩散。y 方向上的速度波是高度对称的，并沿着正负方向逐渐

传播到壁上。然而，x 方向上的速度波是不对称的，沿着正方向传播到出口。
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图 5 混合液在制冷过程中的流场分布

2.2 主要结构参数的影响

2.2.1 混合室形状及体积的影响

不同形状混合室内的制冷过程如图 6 所示。其中，长方体（a，b，c）中的 a、b 和

c 分别表示它们在 x、y 和 z 方向上的尺寸。结果表明，无论形状是圆柱体、六棱柱还是

八棱柱，混合室内的制冷过程都非常相似，整个过程的温差小于 0.1mK。六棱柱的制冷

速度略快于圆柱体，而八棱柱混合室的制冷比圆柱体混合室的制冷稍慢。对于长方体混

合室，制冷过程取决于每个坐标轴方向的尺寸。当 x 方向上的尺寸 a 越大，制冷效果越

好，制冷速率越快。

图 6 不同形状混合室内的制冷过程

不同有效容积的圆柱体混合室的制冷过程如图 7 所示。所研究的有效容积在 0.99π
cm3至 4.95π cm3的范围内，其他因素保持不变。结果表明，混合室的有效容积越大，制

冷速度越慢。当混合室有效容积为 0.99π cm3 时，在 1674s 时可获得 15mK 的低温。随

着有效体积扩大到 2、3、4 和 5 倍，获得温度的时间分别延长到 2633s、3975s、4512s
和 4704s。因此，混合室的有效容积对制冷过程的影响逐渐减弱。
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图 7 不同有效容积混合室内的制冷过程

2.2.2 混合液相界面的影响

本节采用控制变量法来探讨相界面横截面积对制冷过程的影响。相界面横截面积表

示浓缩相和稀释相的实际接触面积，是一个影响混合液传热传质的重要因素。这一章节

的研究中，圆柱体混合室的有效容积为 2.97π cm3，并且保持恒定。相界面的横截面积

分别为 0.99π cm2、2.24π cm2、3.99π cm2 和 8.99π cm2。研究中分析了不同相界面横截面

积混合室的制冷过程，结果如图 8 所示。结果表明，随着相界面横截面积的增加，两相

之间的接触更加充分，制冷效果增强。如果要在混合室中获得 15mK 的低温，四个不同

横截面积的混合室分别需要 3975s、2229s、2008s 和 1381s。

图 8 不同相界面混合室内的制冷过程

2.2.3 负载的影响

研究中讨论了混合室在不同负载下的制冷过程，结果如图 9 所示。10000s 时加入不

同大小的负载，并与空载运行的制冷过程进行对比。当空载时，混合液仅在扩散作用下

进行制冷，无其他外热源的作用。最终，混合液的平均温度平滑下降直至稳定于 10.7mK。

而对于几个含有外热源的工况，当在 10000s 时加入负载后，温度突然上升。负载为 5μW
时，由于此时负载较小，并没有其他负载下短暂超出稳定温度的高温下降过程。随着负
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载的增大，稳定温度不断上升，分别为 48.0mK，51.9mK，59.5mK 和 65.1mK。其中，

超出稳定温度的降温过程是由于突然加入负载，而扩散制冷需要一定的过程导致的弛豫。

当扩散制冷效果与负载达到动态平衡时，温度近似达到稳定。

图 9 混合室在不同负载下的制冷过程

3 结论
本文通过改进的二流体理论，基于有限元法建立了极低温下的 3He-4He 混合液在混

合室中的传热-扩散耦合数值模型，研究了 3He-4He 在极低温下的传热传质特性及影响因

素，获得了以下主要结论：

（1）通过混合液的温度场分析，发现混合液的温度具有不均匀性。入口附近温度

最高，混合室底部温度最低。结合浓度场，发现传热特性是由于浓相 3He 向稀相逐层扩

散导致的。

（2）混合室的有效容积越大，制冷速度越慢。并且，随着混合室有效容积扩大，

混合室的有效容积对制冷过程的影响逐渐减弱。

（3）随着相界面横截面积的增加，混合液的制冷效果增强。如果要在混合室中获

得 15mK 的低温，当相界面的横截面积分别为 0.99π cm2、2.24π cm2、3.99π cm2 和 8.99π
cm2时分别需要 3975s、2229s、2008s 和 1381s。

（4）负载越大，稳定温度越高。空载时，混合液平均温度稳定于 10.7mK。随着负

载的增大，稳定温度不断上升，分别为 48.0mK，51.9mK，59.5mK 和 65.1mK。
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摘要：基于整车能量流模型，在 WLTP 工况下对车辆进行动力经济性仿真，对不同温度 WLTP 工况下整车的

能量分布以及消耗量进行分析，验证整车常温下的动力、经济性能，考察不同环境温度对整车和各系统部

件的性能影响情况。仿真结果表明，本文构建的纯电动汽车能量流系统在 WLTP 工况、不同环境温度下均能

够稳定运行；在三种不同环境温度下，电机系统耗能分别占比 62.8％，78.1％，61.3％，占比最大，为主

要耗能部件；高温与低温环境下，空调系统耗能分别占比 13.8％，25.2％，显著影响整车耗能。最后根据

仿真结果对各耗能系统提出了优化措施和方案。

关键词：能量流 热管理 仿真分析 能耗损失

0 引言
纯电动汽车相比传统燃油车，具有零污染、能耗高等优势，但人们对其发展最大的关注

点还是聚集在续驶里程短的问题上。制约续驶里程的条件主要分为两部分，一部分是整车能

量的利用状况，另一部分是动力电池的性能。建立整车能量流仿真分析平台，研究整车能量

流即车辆中能量的传递过程，以及各系统、部件传递途中的效率和能量耗散，掌握纯电动汽

车在指定工况下能量损失的流向问题，可为整车在性能优化方面提供一定的参考，基于分析

结果可更好的在开发过程中提升整车能量利用率，增大汽车续驶里程[1][2]。

近年来国内外学者对整车能量流向进行了大量研究，长安大学的徐金波[3][4]等人对电动

汽车的能量流进行了测试和分析，通过对 WLTC 和 NEDC 工况的比较分析，得出了 WLTC
工况更符合车辆行驶途中能耗情况的结论。吉林大学的刘达亮[5][6][7]等人对纯电动汽车制动

能量评价回收方法进行了探讨，基于制动能量回收原理，对整车能量流与制动能量回收系统

的制动力分配进行了详细分析。Zhang[8]等人为了解环境温度对不同条件下车辆能量传输的

影响，设计并搭建了一个完整的能量流测试平台，对不同温度下的整车能量流传输进行了深

入分析，分析结果表明 SOC 是影响发电机损耗的主要因素。Wang[9]等人基于 WLTC 工况建

立了燃油车能量流综合模型，并通过冷启动 NEDC 工况下发动机台架试验和整车试验数据

进行了验证。详细分析了 WLTC 工况下的性能、燃烧特性和能量分布，揭示了不同能量项

的影响因素。Zhou[10]等人设计了分段驾驶能耗测试方法，在-10℃的环境温度下进行了能耗

测试。从能量流的角度，分析了驾驶能耗、空调能耗和制动能量回收的差异。结果表明，低

温环境下驾驶和空调能耗分别增加 5.5%和 43.8%，同时导致制动回收能量下降 17.1%。

以往研究缺乏对整车各部件能耗损失的研究，本文重点对驱动电机系统和蓄电池系统进

行热管理仿真分析，最后对不同环境温度下的电动汽车进行能量流仿真分析，能够更直观的

观察整车各系统、部件能耗，从而针对性的对优化潜力大的部分进行改进，提高整车能量使
1用率，增大续驶里程。

1 整车能量流模型构建
采用分级建模方法构建整车能量流模型，由动力传动、电气系统，耦合车辆热管理系统，

不考虑冷却剂温度变化的影响，所建模型能够实时监测车辆各系统温度变化情况，分析其热

效应对整车能量流的影响。

基金项目：国家自然科学基金重点资助项目（51736007）；国家自然科学基金资助项目（51306122）



整车基本参数如表 1 所示：

表 1 整车参数

技术参数 参考值

整车装备质量/kg 1598

长×宽×高/mm 4631×1789×1495

轴距/mm 2650

前/后轮距/mm 1502/1492

轮胎滚动半径/mm 287

迎风面积/m2 1.97

机械传动效率 0.92

电池工作温度/（℃） -20~55

蓄电池容量/（A·h） 90

单体电池额定电压/（V） 3.2

驱动电机额定功率/kw 20

驱动电机额定转速/（r/min） 3500

本文通过 Amesim 仿真软件构建出整车动力传动系统模型，建立整车热管理模型，实现

对电机、电池和空调系统的温度控制；通过对整车动力传动系统模型与热管理模型的耦合，

建立整车能量流模型，如图 1 所示。

图 1 整车能量流模型

2 工况验证
2.1 仿真工况

在车辆实际行驶过程中，能耗和续驶里程受到许多因素的影响，包括行驶速度、气温、



风阻、路况等，选择更为科学的仿真工况，能更加真实的反映整车在实际环境下的能耗与续

驶里程状况。

WLTP 测试循环时间为 1800s，总里程 23.3km，行驶过程中最高车速达 131km/h[11]，其

速度-时间曲线如图 2 所示，持续时间分别为 589s、433s、455s、323s，每个阶段都包含了

各种驾驶状态，如加速、制动、静止等，市区、高速路段的比例分别占到 52%、48%。

WLTP 工况目前更符合实际驾驶工况，因此本文选择 WLTP 工况进行仿真分析。

图 2 WLTP 工况图

2.2 工况跟随

基于 WLTP 工况下，设置仿真时长为 1800s，为一个 WLTP 工况循环时间，仿真步长为

0.5s。设置环境温度为 20℃，电机、电池、乘客舱初始温度均与环境温度相同。对仿真速度

与工况实际速度进行比较，验证仿真结果是否能够跟随实际工况，保持在误差范围内。

根据图 3，可以直观的看到在 WLTC 工况下车速的仿真结果，仿真车速与工况循环速度

随时间变化紧紧跟随，吻合程度极高[12]。

图 3 仿真速度与工况速度对比 图 4 仿真车速误差

从图 4 可以看出，仿真车速与工况循环速度的差值始终保持在 WLTC 工况的最大正负

容限内，说明仿真车辆能够正确遵循 WLTC 工况要求。

3 仿真分析
整车能量流即车辆中能量的传递过程，以及各系统、部件传递途中的效率和能量耗散。

本节重点对驱动电机系统、蓄电池系统、空调与乘客舱系统进行热管理仿真分析，最后从整

车角度进行能量流仿真分析，能够更直观的观察整车各系统、部件能耗，从而针对性的对优

化潜力大的部分进行改进，提高整车能量使用率。

设置仿真时长为 1800s，为一个 WLTP 工况循环时间，仿真步长为 0.5s。为了更好的考



察整车的能耗情况，设置环境温度分别为 40℃（高温）、20℃（常温）、-10℃（低温），进

行批处理仿真计算，电机、电池、乘客舱初始温度均与环境温度相同。

3.1 驱动电机系统分析

从图 5-图 8 中可以清楚的看到，在高温、常温、低温三种运行温度下，电机逆变器温

度均小于 130℃，电机转子及机壳温度均小于 70℃，电机绕组温度均小于 110℃，电机冷却

液温度均小于 55℃，电机运行良好。

图 5 电机逆变器温度变化 图 6 电机转子及机壳温度变化

图 7 电机绕组温度变化 图 8 电机冷却液出口温度变化

风扇的启停取决于散热器出水口温度，当温度达到 50℃时风扇开启，当温度小于 45℃
时风扇关闭。由图 9可知，在环境温度为-10℃、20℃时，电机散热器出水口温度均小于 50℃，

故风扇不开启。在环境温度为 40℃时，随着车辆行驶达到约 1460s，电机散热器出水口温度

为 50.3℃＞50℃，风扇开启，加快电机散热；在约 1512s 时，电机散热器出水口温度为 44.8℃
＜45℃，风扇关闭。车辆行驶达到 1775s~1800s 时,电机散热器出水口温度为 50.6℃＞50℃，

风扇再次开启。

图 9 风扇开度变化

转子永磁体磁钢的主要材质为钕铁硼(NdFeB)，其磁通密度受温度影响，这是导致电机

在不同温度下输出扭矩变化的主要原因，但电机工作环境温度的范围往往被设计得很宽泛

(例如-40℃～120℃)，本文设置的仿真环境温度均在合理的工作温度范围内，故对电机扭矩

影响不大，三种温度下扭矩曲线较为接近。根据图 10 看到，扭矩在正负区间内反复振荡，

车辆加速时，电机扭矩为正，驱动车辆行驶，提供动力；在车辆制动过程中，电机作为发电

机运行，将部分动能转化为电能供给蓄电池，完成能量回收。



图 10 电机扭矩变化

3.2 蓄电池系统分析

车辆充满电运行，初始状态电池为满电量，即 SOC=100。从图 11 可知，三种环境温度

下电池 SOC 都呈波动下降趋势，波动原因是由于电机在制动时，相当于发电机，对蓄电池

存在制动回馈。

图 11 电池 SOC 变化

经过 1800s 工况时间，高温、常温、低温下电池 SOC 分别从 100 降到 92.8、93.1、91.7。
在低温环境-10℃下，电池 SOC 下降趋势最为明显，耗电量最大，其续驶里程随之衰减。这

是因为在低温环境下，温度的下降会导致蓄电池的化学反应变慢，活性降低；另一方电池本

身温度过低，需要对电池预热，从而导致耗电量增加。高温环境 40℃下，需要开启空调对

乘客舱制冷，耗电量也会增加。常温环境 20℃下，在电池的最佳工作温度区间 25±5℃范围

内，故耗电量最小。

系统中蓄电池的正常工作温度范围为-50 ℃~50 ℃，最佳工作温度范围为 20~30℃。根

据图 12，可以清楚的看到三组环境温度设置下电池的温度变化情况，各环境温度下电池温

度均保持在正常工作温度区间内。经过一个 WLTP 工况，高温环境 40℃下电池温度降到 30℃
附近；常温环境 20℃下电池温度变化较小，保持在最佳工作温度区间内；低温环境-10℃下

电池温度上升到-3℃附近。

图 12 电池温度变化



3.3 整车能量流分析

纯电动汽车的主要能量形式包括机械能、热能和电能，通过建立整车能量流仿真模型，

对整车能量流进行分解，从而对各系统、部件间的相互影响进行分析。通过 Flow Chart 后处

理工具实现对整车能量流的分解，能够直观地观察到整车能量的传递情况，如从蓄电池到驱

动电机、低压附件等负载的能量传递情况等[13]。

图 13 为车辆在环境温度 40℃下，运行一个完整 WLTP 工况的能量流分解结果。图中矩

形表示耗能部件，其中间数字为其传递能量比上总能量的百分数；椭圆表示储能部件，其中

间数字为其储存能量比上总能量的百分数。

图 13 40℃下整车能量流分布图

图 14 高温下整车能量分布



环境温度 40℃时，整车在 WLTC 工况运行时各系统及部件的能量消耗，如图 14 所示。

驱动系统耗能占 62.8%，用于驱动车辆行驶；空调为第二大耗能部件，耗能占比 13.8%，用

于调节乘客舱温度；低压附件耗能占 11.8%，能量损耗占 11.6%。

图 15 20℃下整车能量流分布图

图 16 常温下整车能量分布

图 15 为车辆在环境温度 20℃下，运行一个完整 WLTP 工况能量流分解结果。在常温环

境 20℃下，整车运行一个完整 WLTP 工况时，各系统及部件的能量消耗如图 16 所示。驱动

系统耗能占 78.1%，用于驱动车辆行驶；常温环境下乘客舱温度适宜，故不开启空调；能量

损耗占 17.4%，低压附件耗能占 4.5%。



图 17 -10℃下整车能量流分布图

图 18 低温下整车能量分布

图 17 为车辆在环境温度-10℃下，运行一个完整 WLTP 工况能量流分解结果。由能量分

布图 17，可以得到低温环境-10℃下，整车在 WLTC 工况运行时各系统及部件的能量消耗，

如图 18 所示。驱动系统耗能占 61.3%，用于驱动车辆行驶；空调为第二大耗能部件，耗能

占比 25.2%，用于调节乘客舱温度；能量损耗占 9%，低压附件耗能占 4.5%。

综上所述，不管在哪种温度条件下，电机系统耗能占比最大，为主要能耗部件；高温与

低温环境下，空调系统显著影响整车耗能；能量损耗包括整车行驶阻力、零部件热量耗散等



因素，也是影响整车耗能的重要因素。

4 能耗优化措施分析
本节主要从充电过程、驱动系统、电池性能三个方面对能耗优化措施进行探讨分析。

4.1 驱动系统

整车驱动系统能够将电能转化为机械能，提供车辆行驶动力。从前一节整车能量流分析

中可以得知，驱动系统耗能占整车耗能的绝大部分，所以提高驱动系统的总体效率能够有效

提高整车能量利用率[14]。驱动系统主要包括电机、电控和减速器等部件，在测试工况下，

能够得出各部件的损失功率，对各部件采取优化方法，减少能量损失，提高驱动系统的总体

效率。

驱动系统各部件能耗与优化具体方法如表 2所示:
表 2 驱动系统能耗及优化措施

部件 损失功率 优化措施 效率预计提升比例

驱动总成
损失约占
8~14%

三合一深度集成
分别提升各个组件的效率

扁铜线绕组
1~4%

驱动电机
损失约占
5~12%

油冷方式
采用铜转子
磁路优化

降低轴承损失

1~2%

电机控制器
损失约占
4~8%

SiC/GaN 材料 MOS 或
IGBT

双面水冷热管理
1~3%

减速器
损失约占
2~5%

多档位化
高精度高效传动齿轮

0.5~1.5%

4.2 充电过程

充电过程中，交流电首先通过充电桩传递到车载充电机（OBC)，然后充电机将交流电

转换为直流电，并传递至蓄电池中储存。与此同时，DC/DC 转换器还需要将高压直流电转

换为低压直流电，供给车载低压元件；水泵、风扇仍需要对充电机进行冷却等。

充电过程中各部件能耗与优化具体措施如表 3 所示:
表 3 充电过程中能耗与优化措施

部件 损失功率 优化措施

车载充电器 约 300W
（1）采用SiC 材料MOS 或 IGBT

（2）采用LLC 谐振拓扑

（3）采用功率较大的 OBC

DC/DC 转换器 20W~30W
（4）采用立体散热方式

合理匹配低压电器功率需求，提升

满载率

水泵 25~80W
（1）提升充电机精细化管理，降

低水泵占空比，优化风扇开启条件

风扇 200~300W
（2）提高充电机上行温度，降低

水泵功率和占空比



充电过程中耗能最大的元件为车载充电机、水泵和风扇。随着电动汽车技术的不断发展，

整车续驶里程得到持续提升，对动力电池容量要求也更高。如今主流纯电动车型搭载的车载

充电机功率已达 6.6kW，效率最高达 94~95%。SiC 材料仍处于研究阶段，若能应用在 OBC
上，其效率最高能够达 96~97.5%。

4.3 电池性能

电池的充放电效率一般为 94%~97%，在充放电过程中，会存在一部分电能转化为电芯

的热能，造成能量损失，效率高低受电芯和温度的影响。当动力电池温度过低时，制动回收

能量不能回馈到电池，制动能量回收随之停止，也会导致整车能量利用率降低。对电池电芯

性能进行改善，能够有效提升电池充放电效率，提高制动能量回收水平，减少能量损失。

4.4 能耗优化措施对比

根据以上分析，对整车各系统能耗优化的不同措施方法做出总结，各优化措施如表 4

所示。

表 4 整车能耗优化方法对比

优化领域 损失源 优化措施

充电过程

充电机 采用 SiC 材料 MOS 或 IGBT
水泵 提升充电机上行温度，降低水泵功率和占空比

风扇 优化风扇开启条件

驱动系统 电机 扁线绕组、油冷方式、优化磁路

驱动系统
控制器 SiC 材料 MOS 或 IGBT
减速器 低摩擦轴承、高精度传动齿轮、两档

电池性能
能量密度 壳体轻量化、高能量密度电芯

充放效率 提升电池的充放电效率，降低内部损失

综上所述，整车能耗优化方向十分宽泛，但是在选择能耗优化措施时，需要综合考虑其

优化效果与成本。

5 结 论
本文对纯电动汽车能量流系统进行仿真分析，包括动力经济性分析与整车能量流分析。

通过对主流驾驶工况对比，选择最合适的 WLTP 工况作为仿真工况。基于 WLTP 工况下，

对整车进行了动力经济性分析，验证了整车的各项性能设计指标。接着在不同环境温度下对

整车进行能量流分析，实现整车能量流的分解，能够直观地观察到整车能量的传递情况及各

系统、部件间的相互影响。仿真结果表明：

1. 在高温、常温和低温环境下，驱动系统耗能分别占比 62.8％，78.1％，61.3％，占比

最大，为主要耗能部件；

2.高温与低温环境下，空调系统耗能分别占比 13.8％，25.2％，低温环境下维持舒适温

度耗能更大，显著影响整车耗能；

3.能量损耗包括整车行驶阻力、零部件热量耗散等原因，也是影响整车耗能的重要因素，

优化水泵、电机等部件，优化效果更好。
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摘要：基于热壁修正方法，以低真空管道超声速列车为研究对象，开展了列车蒙皮结构传热计算研究，

分析了不同流态下的超声速管道列车结构传热特性。计算表明，壁面热边界条件对列车周围流场结构

影响较小，基于热壁修正的计算结果与 CFD 计算的辐射平衡驻点温度最大误差在 6%左右。在非壅塞

条件下，管道列车巡航 1 小时后驻点内壁温度达到 430 K 左右，2 小时后内壁温升速率开始变缓；在壅

塞条件下，列车尾部内壁温升缓慢，在巡航 2 小时后驻点内壁温度最大达到 490 K 左右。研究结果可

为未来低真空管道超声速列车防热设计和舱内热管理提供参考。

关键词：真空管道列车；热壁修正；结构传热；壅塞流动；计算流体力学

0 前言

高速列车低真空管道系统设计时速超过 1000 公里，实现如此高速的关键在于管内创

造的低气压（正常大气压的 1/1000~1/10 倍）环境[1, 2]。作为未来交通技术的储备，管道

列车顺应我国铁路发展中“高速、智能、绿色铁路装备”要求以及“一带一路”国家倡

议。《交通强国建设纲要》明确提出对管道列车关键技术的支持，管道列车的研发对于我

国引领未来超高速交通技术发展、助力国防安全具有重大意义[3]。

列车在封闭管道内超高速运行引起的活塞效应，以及管道壁面与列车表面的高速相

对运动造成封闭空间内的气体被剧烈压缩、摩擦，形成了强烈的气动热效应[4]。壅塞流

动现象和激波的出现，进一步恶化了管内环境，造成管道内局部热载荷升高[5]。列车周

围流场及局部极端热载荷会造成车体表面发生热损伤、热破坏[6]，这对列车的热管理系

统提出了更高的要求。列车蒙皮材料要求防热足够可靠、重量尽量轻，因此需要对管道

列车气动加热和材料的结构传热有准确的预测。

由于高速气流带来的气动加热会影响结构传热特性，而结构传热导致的表面温度变

化反过来又会影响气动加热。在传统分析中，通常将二者分开单独研究，给定壁温，计

算冷壁热流，然而利用冷壁热流计算结构的温度及梯度，结构温度场对流场气动热没有

反馈。虽然壁温对气动力的影响相对较小，但会影响到物面对流加热热流。考虑到冷壁

基金项目：国家自然科学基金项目（No.51978575，No.52172359），国家重点研发计划项目

（No.2019YFA0405202），河北省自然科学基金项目（E2022105032）



条件的影响，工程上通常使用带有热壁修正的冷壁热流作为输入条件，该热流条件可以

近似评估材料结构的传热特性。

近年来，国内外学者采用计算流体力学（CFD）方法对管道列车系统中的热环境进

行了大量研究，发现影响气动热的因素主要包括真空度[7]、阻塞比（BR）[8]、车速[9]以

及环境温度[10]等。然而针对管道列车结构传热特性的研究还尚未开展，考虑到采用全数

值的耦合方法将会带来很大的计算成本和耗时，本文基于热壁修正方法，开展了低真空

管道超声速列车的结构传热计算分析，并与辐射平衡条件下的 CFD 计算结果进行了对

比。研究结果可为未来低真空管道超声速列车热防护系统设计和工程应用提供支撑。

1 计算方法

研究采用课题组自主研发的气动热与热响应耦合计算分析平台（CAPTER）[11]，该

软件长期并广泛应用于超声速可压缩流动与结构传热问题的研究，具有较强的工程适用

性和研究普适性。

1.1 超声速流动求解

采用基于密度的总变差减少（TVD）格式求解三维可压缩 Navier-Stokes 方程，如下：

v v vE F GQ E F G S
t x y z x y z

     
      

      
(1)

上式中，Q 代表守恒状态变量，E、F、G 代表无粘通量向量，Ev、Fv、Gv代表无粘通量

向量，S 代表源项。

采用有限体积法对流体运动方程进行离散。在空间上对无粘通量使用 Van-Leer 方法

作矢通量分裂，界面通量采用带有 Van-Albada 限制器的 MUSCL 方法插值求得，粘性通

量采用中心差分格式。在时间上，采用 LUSGS 隐式方法作时间推进。由于管内空气相

对稀薄，计算仅考虑层流流动[6]。

1.2 结构传热求解

固体结构传热控制方程为三维非稳态导热方程

p
T T T TC
t x x y y z z

   
                          

(2)

其中，T 为固体结构场温度变量，  为结构密度， pC 为定压比热容， 为结构导热系

数。热物性参数随温度而改变。

使用基于结构、非结构和混合网格的有限体积法对扩散型热传导方程进行离散，空

间方向使用二阶中心格式离散，时间推进使用二阶 TVD-Runge-Kutta 方法进行离散。

1.3 热壁修正方法

超声速管道列车在气固交界面上的热量主要通过对流传热 convq 传递到物面上，并通

过结构导热 condq 和表面辐射散热 radq 两种方式传递走。如下

conv cond rad 0q q q   (3)

流体和固体界面要保证温度和能量平衡，即保证界面两侧温度相等及热流匹配。结



构传热计算需给定热流边界条件，由流场热流和温度来提供；流场计算需给定温度边界

条件，由初始结构温度场来提供。根据以往的计算，超声速管道列车表面的气动热载荷

在 103 W 量级[6]，车体结构传热较为缓慢，相对于结构传热时间尺度，可认为列车周围

流场是稳定的。

然而，基于全数值的耦合方法势必带来很大的计算成本和耗时，进而增大列车设计周期，

影响设计效率。如何利用高超声速流动和对流换热的特点，实现气动热环境的快速预测与评

估，对管道列车气动和防热设计至关重要。研究表明，对完全气体而言，气动加热幅值与壁

面温度存在近似线性相关性[12]。也就是说，在所关注的温度区间内，工程上认为表征无量纲

气动加热的对流换热系数（斯坦顿数 St）为定值。基于上述假设，可通过给定典型壁面状态

下的超声速流场及壁面热流结果，获得其他壁面状态（如热壁状态）下的流场和气动热结果，

即热壁修正方法[13]，如下：

ad hh

c ad c

T Tq
q T T




 (4)

其中，下标 h、c 和 ad 分别为热壁、冷壁和绝热壁条件参数。忽略管道列车在运行过程

的外形改变，采用热壁修正公式具有计算流程简单，计算效率高的特点，因此，本文采

用该方法对结构传热的热壁热流进行计算，计算步骤如下：

步骤 1：给定初始壁温和绝热边界条件对管道列车气动热环境进行数值计算，获得冷

壁热流 qc和绝热温度 Tad。

步骤 2：采用热壁修正公式考虑壁温效应对冷壁热流进行热壁修正。

步骤 3：将经过热壁修正后的热壁热流用于结构温度场的计算。

步骤 4：将结构温度场计算得到的热壁温度（Th）重新代入公式进行修正，如次往复。

2 计算模型

2.1 模型及边界条件

在低真空管道高速列车长距离运行途中，管道可视为细长圆柱体，以全尺寸三维环

形结构作为管道模型，列车头部和尾部被设计成长度为 5m 的子弹头流线型，如图 1 所

示。列车直径（DTr）和车长（LTr）分别为 3.5 m 和 30.0 m；上游和下游计算域长度分别

为 400 m 和 370 m。管道直径（DTu）随阻塞比（BR）而变化，公式如下。

 
 

2
Tr

2
Tu

π / 2

π / 2

D
BR

D
 (5)

图1 物理模型及尺寸 图2 流场边界条件设置

图 2 为流场计算域的边界条件设置。入口边界采用远场入流条件，以车速作为来流

速度，并给定管内初始压力（1013.25 Pa）和温度（300 K）；出口边界上的变量由外插获



得；管壁设置为与来流速度一致的移动壁面，并给定绝热条件；列车表面为无滑移静止

壁面。关于列车壁面温度条件的选择，本文根据计算要求选取三类温度边界，包括等壁

温、绝热壁以及辐射平衡条件。

以现有高速动车组车体设计材料铝合金作为管道列车的主体材料，其结构厚度设置

为 10 mm，如图 3 所示。其中，结构初始温度为 300 K，车体内壁面为绝热边界，外壁

面为热壁修正边界。

图3 列车材料结构及边界条件

2.2 计算网格

图 4 为阻塞比在 0.4 时的管道列车流场和结构场网格。流体区域计算网格为三维六

面体结构网格，总网格数在 5.8~8.7 百万左右。壁面法向足够正交且适当加密，保证首

层网格单元雷诺数 Rec=O(5)，以确保模拟出复杂的热边界层流动并获得具有较高网格无

关性的热流值。固体区域为三维非结构化的六面体网格。

图4 管道列车三维流场和结构场计算网格（BR=0.4）

2.3 算例设置

根据以往的研究，管道列车流动遵循等熵极限和 Kantrowitz 极限，即气流在不同行

车速度和阻塞比下，会出现壅塞（不起动）和非壅塞（起动）两种状态[14, 15]。根据计算，

在 Kantrowitz 极限的约束下，以 1.5 Ma 运行的超声速管道列车在阻塞比为 0.4 和 0.05
时会出现不同的流动状态[5]，因此，本文以这两种工况为例，分析列车的结构传热特性，

计算条件如表 1 所示。

表1 算例设置

算例 阻塞比 马赫数 流态

1 0.05
1.5

非壅塞

2 0.4 壅塞

3 验证



3.1 网格无关性验证

为确保流场网格和结构场网格均满足计算精度要求，且尽可能节省计算资源，提升运算

速度。本文分别对辐射平衡条件下的气动热和考虑热壁修正后的结构传热进行网格无关性分

析。对于外流场气动加热计算最重要的是使边界层最小网格厚度满足计算要求，可通过网格

雷诺数对壁面网格尺寸进行判断，如下

c w /Re U d    (6)

其中， 、U和  分别代表来流密度、速度和粘度。dw 为壁面第一层法向网格距离。以

算例 1 为例，计算不同网格雷诺数下的列车表面辐射平衡温度分布，如图 5 所示。

从整体上看，精确网格（ c O(3)Re  ）与中等网格（ c O(5)Re  ）无论在流动分离还是激

波反射处的温度分布相差无几，而粗糙网格（ c O(10)Re  ）与它们有着明显的差异。在第一

道再附激波处（Lvehicle=12m），精确网格与粗糙网格之间温度大约相差 1.97%，而与中等网格

间仅相差 0.41%，因此，选择中等网格可以满足本文气动加热模拟的需要。

图5 不同网格雷诺数下的列车表面辐射平衡温度分布（算例1）

结构场网格的数量不仅影响传热计算的精度，更影响运算速度。本文通过改变结构的法

向网格数量，来控制结构场的总网格数，如图 6 所示。图 7 为结构传热 300s 后的车内表面温

度分布，可见不同网格数量下的结构内壁温度分布基本一致。在驻点处精确网格与粗糙网格

之间温度大约相差 0.53%，而与中等网格间仅相差 0.16%。因此，为了同时兼顾计算效率和

精度，本文选择中等网格开展结构温度场计算。

图6 结构场无关性验证中的三种法向网格数量（算

例1）

图7 三种网格尺度下的结构传热300s后的列车内

表面温度分布（算例1）



3.2 方法验证

计算方法验证采用高超声速气流绕不锈钢圆管的气动加热实验[16]及耦合计算[17]。圆

管内外直径分别为 Dmin=50.8 mm 和 Dmax=76.2 mm。来流马赫数 6.47，来流温度 241.5 K，

来流压力 648.224 Pa，圆管全场初始温度为 294.4 K。

图 8 为计算所得的归一化壁面热流分布（Calc）与文献值（Ref）和实验值（Exp）
的对比，可见，在初始时刻（0s）计算得到的壁面热流分布与文献值和实验值均吻合较

好。此时，高超声速流动产生 492.74 kW/m2的冷壁驻点热流，比文献值热流 482.95 kW/m2

高 2.0%。图 9 为 2s 时刻圆管截面的温度场云图与文献数据的对比，可见 2s 时刻二者吻

合度良好，驻点误差不超过 1.4%。

图 8 初始时刻物面热流分布对比 图 9 圆管绕流结构温度场云图对比

4 结果与讨论

4.1 壁面热边界条件对周围流场影响

列车壁面的等温（300 K）和绝热壁面边界条件分别表示车辆在行驶过程中的初始加

热状态和热平衡状态，不考虑结构传热，分别计算两种热边界条件下的超声速流场，研

究壁面热边界条件对列车周围流场结构的影响。

图10 壅塞流动下列车周围流场结构及驻点周围温度分布（算例2）

计算结果表明，在不同的热边界条件下，处于壅塞流动下（算例 2）的列车周围流

场结构基本一致，如图 10 所示。两种条件下的车体躯干均出现热流条纹或温度条纹，这



是由于激波反射造成的边界层分离和再附着。列车尾部与躯干的过渡段同样因气流分离

诱发形成激波，而尾部末端出现剪切层分离，形成复杂的激波系。在列车周围流场结构

基本相似的情况下，不同的气动加热状态只会影响热边界层内的温度分布。以驻点处 X
方向流场温度作为比较，在边界层外部的流场温度基本一致（温差不超过 5 K）。

当管道列车处在非壅塞流动状态时（算例 1），如图 11 所示。列车头部出现弓形激

波，在列车与管道的环隙空间中不断反射，并与车尾诱导产生的激波系形成激波/激波干

扰。可见，在不同的热边界条件下，除了列车周围流场结构基本相似外，列车表面的热

载荷分布也基本相同。弓形激波与车头间的激波层很薄，但温度却非常高，在两种壁面

条件下，激波层内温度均达到了 430 K。

图11 非壅塞流动下列车周围流场结构及驻点周围温度分布（算例1）

尽管采用流-热-固耦合计算方法能够更加精确地反应气动传热过程，但从初始加热

状态（等温）和热平衡状态（绝热）的流场结构来看，二者差异并不大，即列车表面的

温度变化对流场结构影响较小；而紧耦合方法对计算资源要求过高，采用单向耦合的方

式能大大节省时间成本。此外，由于不同壁温对壁面热流的计算结果有直接的影响，恒

定壁温条件不符合真实物理过程，真实壁温（热壁）是受气动加热和结构传热共同影响

的，因此，本文采用热壁修正方法对结构传热的热壁热流进行求解。

4.2 热壁修正计算结果分析

辐射平衡边界条件规定气动加热作用下的结构导热量为零，壁面气动加热热流全部

通过壁面辐射散至无穷远空间，因此，考虑热壁修正下的结构传热最终状态应该与辐射

平衡状态保持相同。图 12（a）为绝热条件和辐射平衡条件下的列车外表面温度分布（算

例1），可见，辐射平衡条件相对于绝热条件的外壁面温度整体偏低，其中驻点温差约25K。

图 12（b）为基于热壁修正的结构传热计算下内外驻点温度随时间的变化过程，可见，

通过热壁修正计算后的列车内/外壁驻点温度随时间呈抛物线分布，即温度增幅逐渐减

缓，当列车巡航 3 小时以后基本保持不变，达到 447.44 K 左右（10800s）。与辐射平衡

条件下的驻点温度（438.42 K）相比，误差大约在 2%左右。

图 13（a）为壅塞条件下的两类边界条件计算得到的列车外表面温度分布（算例 2），
同样，辐射平衡条件相对于绝热条件的外壁面温度整体偏低，其中驻点温差约 24 K。图

13（b）结果与图 12（b）分布趋势基本相似，当列车巡航 3 小时以后内/外壁温度基本



保持不变，达到 491.93 K 左右（10800s）。与辐射平衡条件下的驻点温度（463.44 K）相

比，误差大约在 6%左右。

图12 (a) 绝热条件和辐射平衡条件下的列车外表面温度分布；(b) 基于热壁修正的结构传热计算下内外

驻点温度随时间的变化过程（算例1）

图13 (a) 绝热条件和辐射平衡条件下的列车外表面温度分布；(b) 基于热壁修正的结构传热计算下内外

驻点温度随时间的变化过程（算例2）

图14 列车驻点热流随运行时间的变化过程：(a)算例1；(b)算例2

图 14 为列车驻点热流随运行时间的变化过程。显然，导入结构的热流（Qcond）加

辐射热流（Qrad）等于热壁热流（Qhot）。在热壁修正计算下，热壁热流随时间逐渐降低，

导入结构的热流也同样降低，由于列车结构温度升高，辐射热流逐渐增大。在非壅塞条

件下，如图 14(a)，列车运行 6000s 左右导入结构的热流与辐射热流基本一致，随后导入



热流降低，辐射热流继续增加，直至 3h（10800s）后变化幅度平缓，此时驻点辐射热流

为 0.36 kW。在壅塞条件下，如图 14(b)，列车运行 5280s 左右导入结构的热流与辐射热

流一致，比非壅塞条件时间更短，这是因为结构温度上升更快的原因。同样，在 3h
（10800s）后热流变化缓慢，此时驻点辐射热流为 0.57 kW。

4.3 结构传热分析

基于热壁修正方法，对低真空管道超声速列车结构传热进行计算，考虑列车巡航 3h
的结果。在非壅塞条件下，列车内表面温度分布如图 15 所示，可见，在列车巡航 1h 后，

不同位置处内壁温差最大，此时驻点温度达到 430 K 左右。当列车巡航 2h 后，温差逐渐

减小，巡航 3h 后内壁温升整体减弱，结构传热趋于稳定。此时的驻点温度达到 450 K 左

右。

图15 不同时刻下列车内表面温度分布（算例1） 图16 不同时刻下列车内表面温度分布（算例2）

在壅塞条件下，列车内表面温度分布如图 16 所示，可见，除列车尾部温度较低以外，

其他位置温度分布较为均匀，温差大约在 20 K 左右。列车喉道出现的不均匀温度分布，

呈现出温差随时间先增大后减小的规律，其中在巡航半小时左右温差最大。在巡航时间

超过 1h 以后，随着热流输入的逐渐降低，横向传热使得内壁温度分布越来越均匀，其中，

驻点温度最大达到 490 K 左右。

5 结 论

本文基于热壁修正方法，以低真空管道超声速列车为研究对象，开展了结构传热计

算分析，主要结论如下。

1）壁面热边界条件对列车周围流场结构影响较小，采用单向耦合的方式能大大节省

时间成本；基于热壁修正的计算结果与 CFD 计算的辐射平衡驻点温度误差最大在 6%左

右；在列车巡航 3 小时后驻点热流变化基本平稳，其中壅塞条件下导入结构的热流与辐

射热流变为一致的时间比非壅塞条件更短，大约在 5280 秒左右。

2）在非壅塞条件下，列车内壁温差在巡航 1 小时以内越来越大，随后逐渐减小，巡

航 3 小时后趋于稳定；在壅塞条件下，列车尾部内表面温度始终保持最低，喉道内壁温

差随时间先增大后减小，在巡航超过 1 小时以后，内壁温度分布除尾部以外越来越均匀，

2 小时以后温升不再明显。
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摘要：基于红外成像模式的尾流热特征探测在海洋科学、生物迁移、水下航行体感知等领域有着广泛应用，

本文通过建立仿真模型对比分析了不同温盐分层对尾流热特征的影响规律，并通过实验验证了模型的可靠

性。在“稳定正盐度——变化正/负温度”分层环境下，尾流在自由液面分别呈现“冷”、“热”特征，且该

特征随着温度梯度的增大而增强；在“稳定正温度——变化正盐度”分层环境下，尾流在自由液面呈现“冷”

特征，特征强度随盐度梯度成弱的正相关性。整体而言，在本文所研究的边界和初始条件下，温度分层是

决定自由液面热特征的主要因素，盐度分层为次要因素；运动尾迹对尾流热特征的影响强于浮力射流。

关键词：射流，尾迹，温度分层，盐度分层，双分层，红外探测

0 前言

基于红外成像模式的尾流热特征探测在海洋科学、生物迁移、水下航行体感知等领域有

着广泛应用
[1]
。海洋有着温度/盐度分层的自然属性，航行体在水下运行过程中产生的湍流

尾迹对背景分层造成扰动，改变了原始的温度分布；同时，由于核动力装置产生大量的温热

冷却水排放，即浮力射流，同样会改变背景水体的温度分布
[2-3]

。在这两种效应的耦合作用

下，尾迹在自由水面呈现出异常温度特征，构成了红外探测的基本信号源，准确论证尾流信

号特征的形成规律是一项重要科学问题。

背景分层(温度、盐度分层及两者综合作用产生的密度分层)大大增加了航行体尾流动量、

热量分布的复杂性，迄今为止还没有这种情况的解析解，因此，模型实验和数值模拟是研究

这种流动的主要手段。早期，Lin 和 Pao
[4]
对湍流尾迹的相关研究作了全面的回顾，Riley

和 Lelong
[5]
梳理了强分层流动的数学、计算和实验工作，后期经 Spedding、Voropayev 等

[6-9]

系统研究，已经证明在海洋分层环境下，水下航行体的运动尾迹一般会经历三个过程，即早

期尾迹，有着相对较高的速度（动量）和湍流混合，部分动能向势能转化；中期尾迹，由于

分层水体浮力和重力发挥作用，导致尾流不稳定，垂向发展受限并产生坍塌和水平延伸；晚

期尾迹，尾流势能转化为重力内波并通过大尺度相干涡及小尺度涡耗散完成能量衰减。

随着计算机仿真技术的进步，对该领域的细化研究涉及到尾流的初始条件、空间维度、

环境分层特性、内波结构演化、跨尺度涡耗散等内容。Spedding
[6-7]

、Radko
[1,10]

、Voropayev
[11-12]

等学者贡献了该领域的重要发现和认知；在动量源模型上，因拖曳体具有灵活可控的拖曳力

及射流设置而常被用来产生非零动量尾迹的模型，Sergey和Voropayev
[13-17]

开展了相关研究，

得到了大量实验和数值数据；此外，Meunier 和 Spedding
[18]
考虑了钝体尾迹的三种构型:过

余动量、零动量和零动量小迎角的尾迹，主要关注尾迹后期的相干结构，并发展了采用拖曳

体模拟自推进体尾迹的方法。

本文作者在文献[19]中讨论了温盐分层环境中航行体运动尾迹与浮力射流耦合效应的

实验研究，系统分析了航行体航速、射流速度及潜深对尾流特征的影响规律，同时也对比分

析了有/无分层条件下的尾流表观特征。须指出，通过实验研究不同分层条件下的尾流发展

1 基金项目：国家自然科学基金（No.52271354、11504426），国防研究项目（No.HJ2022B010202、2019209/2070）



规律具有较大难度，尤其是温度分层环境的设置，往往难以满足预期要求，国内外学者多采

用数值仿真的方法研究该问题。基于此，本文试图通过航行体尾流与热热射流耦合效应仿真

研究，获得不同分层环境对这种尾流水面热特征的影响规律，为水下目标特征预报和红外探

测提供数据基础。

1 仿真模型

1.1 控制方程

根据所研究物理问题，须求解的控制方程包括质量、动量、能量、组分守恒方程，具体

为：

∂�
∂�

+ ∇ ⋅ (���) = 0 （1）

∂(���)
∂�

+ ∇ ⋅ (��� ⊗ ��) =− ∇� + ∇ ⋅ � + � （2）

∂(��)
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+ ∇ ⋅ (����) = ∇ ⋅ �
��

∇� + �� （3）

∂ ���
∂�

+ ∇ ⋅ ����� = ∇ ⋅ ��∇ ��� （4）

其中，�为流体密度，kg/m3；�为时间，s；��为速度矢量，m/s；�为流体微元体的压力，Pa；
�为粘性应力，�为微元体积力，�为温度，�为导热系数，��是比热容，��为能量源项，表

示流体的内热源及由于粘性作用流体机械能转化为热能的部分；��为组分的体积浓度，���

为组分的质量浓度，��为组分的扩散系数，单位为 m2/s。
考虑到航行体在运动过程中存在大规模的涡流脱落以及射流夹带卷吸现象，为了捕捉精

细化流场特征，采用 DES 方法[20]进行求解，即使用基础的 RANS 封闭模型来求解边界层和

无旋流区域，在非稳态分离区域采用 LES 亚网格尺度模型。这种湍流模型的好处是，可以

对计算精度与效率进行折衷，以避免直接数值模拟（DNS）和大涡模拟（LES）的高成本与

低效率。此时的动能�和单位耗散��的传输方程为：

∂
∂�

(��) + ∇ ⋅ (����) = ∇ ⋅ � + ���� ∇� + �� − ��∗��∗ ��� − �0��0 + �� （5）

∂
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2 + ��� （6）

式中，��为平均速度，�为动力粘度，��、���为模型系数，��、���结果项，��∗自由剪切修正

因子，��为涡流延伸修正因子，��、���为指定源项，�0、�0�为阻止湍流衰减的环境湍流值。

1.2 分层环境

具有温、盐标量分布的水体密度可用 Gebhart-Mollendorf 关系式表示
[21]
：

�(�, �, �) = �m(�, �) 1 − �(�, �) � − �m(�, �) �(�,�) （7）

式中， �是盐度(‰)， �是压力,bar，�m(�, �)是给定�和�值下的密度极值，�m(�, �)是相同

�和�值下密度极值的温度，�(�, �)是温度项系数，�(�, �)是温度项指数。这些值依次由下式

表示：

�m(�, �) = �m(0,1) 1 + �1(�) + ��1(�) + �2ℎ1(�)
�(�, �) = �(0,1) 1 + �2(�) + ��2(�) + �2ℎ2(�)

�m(�, �) = �m(0,1) 1 + �3(�) + ��3(�) + �2ℎ3(�)
�(�, �) = �(0,1) 1 + �4(�) + ��4(�) + �2ℎ4(�)

（8）

其中，��(�) =
�=1

3
 � ���(� − 1)�， ��(�) =

�=0

3
 � ���(� − 1)�，ℎ�(�) =

�=0

3
 � ℎ��(� − 1)�，



�m(0,1) = 999.972kg/m3 ， �m(0,1) = 4.029325∘C , �(0,1) = 9.297173 × 10−6℃−� ，

�(0,1) = 1.894816。���、���、ℎ��的数值以表格形式给出，见表 1.

表 1 水的密度在 Gebhart-Mollendorf 关系式中的���、���和ℎ��的值

Tab. 1 Values of ���、��� and ℎ�� in the gebhart-mollendorf relation for density of water

Pressure function
j

0 1 2 3

�1� —— 4.96e-05 -2.60e-09 7.84e-13
�2� —— 1.38e-04 1.50e-06 2.90e-10
�3� —— -5.43e-03 7.72e-07 -7.04e-10
�4� —— -1.12e-04 -1.24e-07 5.86e-11
�1� 7.99e-04 -5.19e-08 1.03e-10 -2.98e-14
�2� 1.62e-02 1.13e-05 -8.05e-08 6.97e-12
�3� -5.27e-02 7.50e-05 -2.79e-07 1.41e-10
�4� -3.14e-03 2.98e-06 4.45e-09 -2.94e-12
ℎ1� 1.92e-07 1.35e-09 -2.20e-12 1.11e-15
ℎ2� -4.57e-04 -4.35e-07 1.98e-09 -9.08e-13
ℎ3� 0.00 -3.68e-06 7.69e-09 -4.56e-12
ℎ4� 7.60e-05 -8.72e-08 -4.17e-11 5.87e-14

基于上述密度模型，可计算得出表征分层流场特征的浮频率数�，其计算式为：

� = − �
�0

∂�
∂�

（9）

式中�0为上边界流体密度，�为重力加速度，m/s2； �为流场深度，m，与压力�具有一一对

应关系。浮频数�作为分层流场的特征数，当其较大时，代表流场密度分层跨度较大，密度

分层梯度大；反之，当浮频率数较小时，代表流场的密度分层梯度较小。

采用 CFD 平台，通过流场初始化模拟形成温盐双分层环境，具体设置情况见表 2。其

中，工况 1-3 为盐度分层+不同正温度分层；工况 4-6 为盐度分层+不同负温度分层；工况 7-9
为不同盐度分层+正温度分层。

表 2 盐度分层参数设置

Tab.2 Parameter of temperature stratification

Case Salinity difference Temperature difference（K） �

1 34‰-38‰ +0.50 0.155

2 34‰-38‰ +0.75 0.157

3 34‰-38‰ +1.00 0.159

4 34‰-38‰ -0.50 0.149

5 34‰-38‰ -0.75 0.147

6 34‰-38‰ -1.00 0.145

7 34‰-36‰ +0.75 0.115

8 34‰-38‰ +0.75 0.157

9 34‰-40‰ +0.75 0.190



1.3 边界条件

本文中，计算域长×宽×高为 10m×1m×1m（分别沿 X、Y、Z 方向），航行体长×径为

0.86m×0.1m，两侧热射流排放口直径为 0.01m。航速为 0.1m/s，热射流排放速度为 0.05m/s，
温度为 320K，其余边界条件如图 1 所示。

图 1 航行体尾流三维仿真计算模型

Fig.1 Schematic diagram of the submarine 3D calculation model

基于该模型仿真获得的尾流场如图 2（a）所示。对尾流选取自由液面尾流温度分布作

为分析对象，分别沿尾流热特征最大强度的 X（纵向，AB 线）和 Y（横向，CD 线）方向

提取温度分布数据进行分析，如图 2（b）所示。

(a)

(b)

图 2 尾流剖面云图(a)及自由液面特征标识线(b)

Fig.2 Cloud image of Wake(a) and free surface characteristic identification line (b)

2 模型验证与结果分析

2.1 模型验证

将实验和仿真结果进行对比以验证仿真模型的有效性。考虑到温盐双分层环境实验设

置的难度，本文用均匀淡水环境以及自然温度分层（即只存在温度分层）进行试验和仿真，

均设置模型航速为 0.1m/s，射流速度为 0.3m/s。图 3 所示为 t=60s 实验测得的尾流红外图像

如图 3(a)所示和实验-数值仿真数据对比（依据图 2（b）中自由液面特征标识线），如图 3(b)
所示。实验测得的直线 AB 上最大温差为 0.38K，而仿真模拟得到的最大温差为 0.31K，偏差

为 0.07K，相对误差为 18.4%。从定性和定量两个角度可知，实验和仿真结果一致性良好，

说明本文所建仿真模型计算结果可靠。



(a) (b)

图 3 v=0.1m/s, t=60s 时航行体尾流温度分布：(a)红外图像；(b)实验-仿真数据对比

Fig.3 Temperature diagram of underwater vehicle wake when V=0.1m/s, t=90s：

(a) Infrared image；(b) Comparison of experimental and simulation data

2.2“固定盐度分层+不同正温度分层”对尾流热特征的影响规律

本研究案例采用表 1 中工况 1-3 所设置的温盐分层条件进行仿真。图 4 所示为 t=60s 时
正温度分层环境下的上表面温度云图。由图可知，正温度分层环境下，三个仿真算例的自由

液面均出现“冷”尾流，即尾流温度低于表面背景温度。图 5 所示分别为工况 1-3 中，直线

AB 与 CD 上的温度分布。由图可知，在相同盐度分层环境下，尾流区域内最大温差随温度

分层梯度增大而增大。

出现此物理现象，主要是因为温度分层梯度增大时，航行体附近水体温度更小。在相同

动量扰动下，会将不同“低温”水通过涡扩散和湍流对流的形式作用至表面，形成“冷”尾

流；温度梯度越大，则尾流“冷”特征越强。在本案例中，热射流和运动尾迹对尾流自由液

面温度分布的影响是相反的，但从仿真结果看，运动尾迹的作用效果强于热射流。

(a)

(b)

(c)

图 4 不同正温度分层环境下的自由表面温度分布：(a) 0.5K; (b) 0.75K; (c) 1.0K

Fig.4 Temperature of free surface in different positive temperature stratification: (a) 0.5K; (b) 0.75K; (c) 1.0K



(a) (b)

图 5 直线 AB 与 CD 处温度特征：(a) Line AB; (b) Line CD

Fig.5 Temperature characteristics on line AB and CD：(a) Line AB; (b) Line CD

2.3“固定盐度分层-不同负温度分层”对尾流热特征的影响规律

本研究案例采用表 1 中工况 4-6 所设置的温盐分层条件进行仿真。图 6 所示为 t=60s 时
负温度分层环境下的自由表面温度云图。三个运行工况盐度分层均为 34‰-38‰，温度分层

跨度分别为-0.5K、-0.75K、-1.0K，即较深处水温较高，上层水温相对较低。由图可知，负

温度分层环境下，三个仿真案例自由液面均出现“热”尾流，即尾流温度高于自由液面背景

温度。

(a)

(b)

(c)
图 6 不同负温度分层环境下自由表面温度分布: (a) -0.5K; (b) -0.75K; (c) -1.0K

Fig.6 Temperature distribution of free surface in different negative temperature stratification: (a) -0.5K; (b)

-0.75K; (c) -1.0K

自由液面 AB 和 CD 线温度分布绘于图 7。由图可知，与正温度分层情况类似，在相同盐

度分层环境下，尾流区域最大温差随温度分层梯度增大而增大。运动尾迹与热射流都能够对

“热”尾流的产生起到正向作用，但由于射流的设置强度在三个案例中并没有变化，因此我

们可以认为，运动诱导尾迹依然是主导“热”尾流产生的主要原因。



(a) (b)
图 7 直线 AB 与 CD 处温度特征：(a)直线 AB；(b)直线 CD

Fig.7 Temperature characteristics on line AB and CD：(a) Line AB；(b) Line CD

2.4“不同盐度分层-固定温度分层”对尾流热特征的影响规律

本研究案例采用表 1 中工况 7-9 所设置的温盐分层条件进行仿真。图 8 所示为 t=60s 航
行体尾流自由液面温度云图。三种工况下的温度分层均为+0.75K，盐度分层分别为

34‰-36‰、34‰-38‰以及 34‰-40‰。可以发现，在此类分层环境下，自由液面均出现“冷”

尾流。

(a)

(b)

(c)

图 8 不同盐度分层时航行体尾流自由液面云图:(a) 34‰-36‰;(b) 34‰-38‰;(c) 34‰-40‰

Fig.8 Temperature cloud of free surface in different salinity stratification environment:(a) 34‰-36‰;(b)

34‰-38‰;(c) 34‰-40‰

选取直线 AB 与 CD 进行定量分析,如图 9 所示。温度分层相同而盐度分层不同的环境下，

三个仿真工况尾流区域的最大温差随盐度梯度的增大而呈现增大趋势，但差异性较小，甚至

可以忽略，由此说明盐度分层不是决定尾流热特征强度的主要变量。此外，由图 8 和图 9

还可得出，在不同的盐度分层环境下，尾流区域长度不同，其长度随盐度分层的增大而减小。



(a) (b)

图 9 直线 AB 与 CD 处温度特征：（a）直线 AB；（b）直线 CD

Fig.9 Temperature characteristics on line AB and CD：(a) Line AB；(b) Line CD

结合尾流速度矢量分布可对该物理现象进行解释。如图 10 所示，当盐度分层增大时，

下层海水具有更大的盐度导致密度相对更大，这使得部分下层高密度流体向上运动过程受到

浮力抑制，从而缩短了尾流区域的长度。

(a)

(b)

(c)

图 10 不同盐度分层时的中性面速度矢量：(a) 34‰-36‰;(b) 34‰-38‰;(c) 34‰-40‰

Fig.10 Velocity vector diagram of neutral plane in different salinity stratification: (a) 34‰-36‰;(b) 34‰-38‰;(c)

34‰-40‰

3 结论

本文建立了温盐双分层环境下的航行体运动尾迹与浮力射流耦合效应仿真模型，对比分

析了不同温盐分层对尾流热特征的影响规律，并通过实验验证了模型的可靠性，获得如下结

论：

（1）在“稳定正盐度——变化正/负温度”分层环境下，尾流在自由液面分别呈现“冷”、

“热”特征，且该特征随着温度梯度的增大而增强；在 “稳定正温度——变化正盐度”分

层环境下，尾流在自由液面呈现“冷”特征，特征强度随盐度梯度成弱的正相关性。



（2）整体而言，在本文所研究的边界和初始条件下，温度分层是决定自由液面热特征

的主要因素，盐度分层为次要因素；运动尾迹对尾流热特征的影响强于浮力射流。

（3）后续研究中，将重点进行分层特征对尾流影响规律的标度分析，并进行尺度推算；

同时，自由液面热边界层对尾流特征的影响规律是另一关点。
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摘要：温室环境系统具有非线性、多变量和强耦合的特点，传统的温室模型难以预测其真实环境。本

文采用极限学习机、BP 神经网络和支持向量机三种模型对温室温度、湿度和光照强度进行预测分析，

结果显示极限学习机模型预测值与温室环境实时参数最为相近。为进一步提高温室环境参数的预测精

度，本文采用改进的麻雀搜索算法对极限学习机模型进行优化，预测的环境参数与天津某温室实测数

据吻合较好，证实了所提出预测模型用于温室环境调控的可行性。

关键词：环境参数；预测模型；极限学习机；麻雀搜索算法

0 前言

温室环境系统具有非线性、多变量和强耦合的特点，因而对温室控制是一个巨大的

挑战[1]。有效的建模方法既提高了温室系统的控制性能和效率，又有利于温室系统的设

计。可靠的温室气候模型能够提前预测极端环境，对减少作物病害、提高作物产量具有

积极意义。因此，科学界对温室气候建模和优化进行了广泛的研究。

Zhang 等人[2]提出了一种基于温度-波相互作用理论构建中国日光温室热环境波动模

型的方法。该波动模型准确地描述了温室热环境与温室内部组分和外部环境之间的相互

作用，具有良好的模拟效果。Baglivo 等人[3]同时考虑了多种热现象，采用 TRNSYS 17
软件对日光温室的热模型和动态模拟结果进行了分析。该研究还考虑了影响温室热行为

的不同因素，包括植物呼吸作用、土壤的热交换以及照明条件。为了获得更精确的温室

气候模型，除了数学模型，研究人员还基于计算流体动力学（Computational Fluid
Dynamics，CFD）模型进行研究。结果表明，温室模型预测误差全部控制在了 3.8%以下，

验证了模型的可靠性。Santolini 等人[4]对温室的驱动通风进行了计算流体力学研究。基

于遮阳网的渗透性和空气阻率，研究人员探讨了温室遮阳网对室内气流分布的影响。结

果发现遮阳网虽然降低了温室内的风速，但使温室内气流分布更加均匀。Saberian 和

Sajadiye[5]研究了温室热负荷和温度场在热辐射和自然对流影响下的动态变化特性。结果

表明，CFD 方法能够在数小时内有效预测太阳热负荷和内部温度。Zhang 等人[6]通过使

用 CFD 方法评估中国日光温室冬夜的温度分布。结果表明，北墙厚度为 480 mm 时，节

能效果显著。

基金项目：国家自然科学基金(批准号：52176067)；河北省自然科学基金(批准号：E2021202163)。



随着人工智能技术的发展，设备的计算性能和数据生成能力得到进一步的提高[5]，

温室机器学习模型在温室建模中的应用越来越广泛。为了更好地模拟复杂温室系统，Guo
等人[7]从多方面阐述了改进温室模型的方法。结果表明，动态神经网络技术作为建立温

室模型最常用的方法有效提高了模型预测精度。He 和 Ma[8]考虑了影响温室内部湿度的

主要因素，并将其作为反向传播（Back Propagation，BP）神经网络模型的输入，并对主

成分分析与逐步回归模型进行比较。结果表明，基于主成分分析的 BP 神经网络明显优

于逐步回归模型，两者均方根误差相差 2.8692。Yu 等人[9]采用最小二乘支持向量机模型

预测温室温度，并采用改进的粒子群算法优化模型。结果表明，该模型对最高和最低温

度的预测比标准支持向量机和 BP 神经网络的预测更为准确。Yang 和 Zhao[10]将最小二乘

支持向量机模型应用于温室自然通风的风向预报。结果表明，预测精度优于人工神经网

络模型。Ding 等人[11]提出一种三层前馈-反向传播神经网络模型，对铁皮石斛的人工生

长环境进行了预测，该算法不仅缩短了网络训练时间，且提高了收敛效率和网络稳定性，

预测平均相对误差在 5%以内。Moon 等人[12]利用二维卷积神经网络建立室内温度、室外

温度、室内相对湿度、室内二氧化碳浓度和辐射之间的关系来预测温室温度环境。结果

表明，在有部分数据缺失的情况下，该种方法准确度依然可以保持较高水平。

本文在考虑室外温度、湿度和太阳辐射的情况下，分析温室内环境温度、湿度和光

照强度的季节响应特性，确定温室环境因子的协同影响规律并最终建立温室环境参数的

预测模型。本研究采用极限学习机、BP 神经网络和支持向量机三种方法建立预测模型，

基于评价指标参数确立最优预测模型并利用改进的麻雀搜索算法对其进行优化，最终以

天津某 Venlo 型玻璃温室的实测环境参数为验证标准，证实了麻雀搜索算法改进的极限

学习机模型应用于温室环境预测及调控方面的可行性。

1 理论与方法

温室环境因子变化特征是温室作物生长的重要影响因素，能够提前预测温室环境并

做出规划，为作物提供精准的调控，就需要选择合适的预测模型。本章选取了三种结构

差别的预测方法，分别为 ELM、BP 和 SVM，并对 ELM 模型进行算法优化。

1.1 三种预测方法原理

极限学习机(ELM)具有学习速度快和泛化能力好的特点。ELM 算法的权值阈值无需

更新，随机或人为设定即可。典型的单隐层前馈神经网络结构如图 1 所示。

图 1 单隐含层前馈神经网络结构



BP 神经网络的核心是通过反向传递误差，不断调整网络参数来实现输入输出之间的

映射关系。支持向量机（SVM）模型的性能与其模型参数中惩罚因子 c、核宽度 g 和不

敏感参数的选择密切相关。为了找到最佳惩罚因子 c 和核宽度 g，采用网格搜索算法进

行交叉验证确定 c 和 g 的值。

1.2 改进的麻雀搜索算法（Improved Sparrow Search Algorithm, ISSA）

由于标准麻雀搜索算法采用了相同的位置更新公式，使得种群个体在迭代过程中逐

渐聚集，容易陷入局部最优，且难以获得较大的搜索速度[13]。为使种群中的每个个体能

够根据种群特征进行最适合的搜索捕食，实现种群的多样性，对麻雀搜索算法进行了改

进，提高了算法的准确性。

针对搜索者和跟随者两类个体位置的优劣差异，引入正弦搜索策略。正弦搜索策略

改进权重公式如下:

min max min( ) (sin 1 1)
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其中 wmin、wmax为权重变化范围的最小值和最大值；f t
i 为第 t 次迭代种群中第 i 只麻雀的

适应度值；fbest为种群在 t 次迭代中的最优适应度值，fworst为种群在 t 次迭代中的最差适

应度值。

个体更新公式描述如下：
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其中 t 为当前迭代次数；X t
ij为第 i 个麻雀个体在第 j 维上的个体位置信息，j = 1,2, ... , d；

ɑ∈(0,1]为随机数；Q 是一个正态分布的随机数; L 为 1d 维的每个元素为 1；R2（R2∈

[0,1]）和 ST（ST∈[0.5,1.0]）分别表示报警信号值和预设的安全阈值[14]。

多样性变异处理借助生物学中聚集度概念。引入了种群聚集度指标 A 来解决算法在

迭代过程中极易造成的种群多样性降低并陷入局部最优问题。

2

ε xA
x


 (5)

其中ε表示麻雀种群的适合度方差；x 表示麻雀种群适应度的均值。



为了避免聚集状态在迭代的初期出现，采用柯西变异来处理种群[14]。对全局最优解

的改进表示如下:

 Cauchy 0,0.5best bestX X X   (6)

其中 Cauchy 是一个柯西随机数，取值范围为 0 ~ 0.5。
1.3 ISSA-ELM 算法实现

温室环境参数 ELM 预测模型构建需要对两个关键参数进行优化。本文选择了麻雀

搜索算法对 ELM 预测模型进行优化。引入了正弦搜索策略来调整个体权重，并利用多

样性变异处理来防止算法迭代过程中陷入局部最优。本文提出了一种改进的麻雀搜索算

法用于优化选择 ELM 模型中两个参数组合（w 和 b），使得 ELM 模型预测值与实际值之

间误差最小。

ISSA-ELM 参数优化的具体过程如下:
 对样本数据进行预处理，算法中参数进行初始化并设置麻雀种群初始化参数；

 将模型理想输出值与实际输出值的均方误差作为模型的适应度函数，通过计算种

群适应度值并进行排序，定义适应度值高的成为麻雀种群的探索者；

 计算并统计探索者、追随者和守卫者数量，根据公式 (2) ~ (4) 更新个体位置，

并更新适应度值；

 当满足最大迭代次数或达到设定精度时停止迭代，输出此时的 w 和 b 的值;
 将 ISSA 优化得到的 w 和 b 作为最优输入层权值和隐含层阈值赋予 ELM 模型中，

重新进行温室环境参数预测。

ISSA-ELM 预测模型构建流程如图 2 所示。

图 2 ISSA-ELM 预测模型流程图



为了验证 ISSA-ELM 模型的预测性能，本文将 ELM 模型以及 SSA-ELM 模型进行

对比。表 1 和表 2 分别给出了 SSA-ELM 模型和 ISSA-ELM 模型优化算法的初始化参数。

通过对两种模型的比较，验证 ISSA-ELM 模型的可靠性。

表 1 SSA 初始化参数

参数 值 参数 值

种群规模(n) 20 发现者比例(PD) 0.7
进化次数(itermax) 50 警戒者比例(SD) 0.2

预警值(ST) 0.6 — —

表 2 ISSA 初始化参数

参数 值 参数 值

种群规模(n) 20 预警值(ST) 0.6
进化次数(itermax) 50 发现者比例(PD) 0.7

优化变量维度(dim) 2 警戒者比例(SD) 0.2
权重最大值(wmax) 3 权重最小值(wmin) 1

2 讨论

本章主要分析温室环境因子之间的相互关系，判断环境响应参数。构建了预测模型

并根据多重评价指标确定了温室环境因子的最佳预测模型。通过研究改进的麻雀搜索算

法，进行寻找预测效果最佳时所对应的各环境因子值。

2.1 温室环境参数相关性分析

本研究以天津某 venlo 型玻璃温室为研究对象，经过数据处理后共记录统计了夏季

5259 组数据来作为本实验的研究数据。并根据测定的温室数据对温室夏季环境变化规律

做出分析。

在夏季晴朗季节中随机抽取三天的数据，绘制了环境因子日变化曲线图，结果如图

3 所示。夏季室内温度、湿度、光照强度的变化规律与室外温度、湿度、太阳辐射的变

化规律相同，说明室内环境因子受室外气象条件的影响很大。

(a) 夏季温室温度日变化曲线 (b) 夏季温室湿度日变化曲线



(c) 夏季温室光照强度日变化曲线

图 3 夏季温室室内温度、湿度和光照强度日变化曲线

为了进一步分析温室内外环境因子的特点，本文进行了温室内外环境因素的相关性

分析，结果如图 4 所示。温室温度与温室湿度、光照强度、室外温度和室外太阳辐射呈

强相关，与室外湿度呈中等相关。温室湿度与室外湿度的相关性系数为 0.82，相关性较

强。温室湿度与温室光照强度和室外温度的相关性系数分别为-0.65 和-0.47。温室光照强

度与室外太阳辐射的相关性系数为 0.89。最后，选取相关性系数大于等于 0.6 的环境因

子作为预测模型的输入参数，即选定温室温度预测模型的输入参数为温室湿度、光照强

度、室外温度和太阳辐射，温室湿度预测模型的输入参数为温室温度、光照强度、室外

湿度和太阳辐射；温室光照强度预测模型的输入参数为温室温度、温室湿度、室外风速

和太阳辐射。

图 4 温室环境参数相关图



2.2 温室环境参数预测方法结果对比

本文通过相关性分析确定了温室环境预测模型的输入参数。然后，构建 ELM、BP
和 SVM 三种模型对温室环境进行预测。采用图 5~图 7 所示的平均绝对误差（MAE）、
均方根误差（RMSE）和平均绝对百分比误差（MAPE）三种函数作为模型效果评价指

标。三种模型预测评价指标均是数值越小，预测误差越小，预测模型精度越高。

图 5 为温室温度预测模型评价结果。如图 5 所示，ELM、BP 和 SVM 模型预测的

MAPE 值分别为 13.5%、14.8%和 15.0%。ELM 方法得到的 MAE 和 RMSE 值分别为 2.49
和 3.36，而 BP 和 SVM 方法得到的 MAE 和 RMSE 均大于该值。

图 5 温室温度预测模型评价结果

图 6 为温室湿度预测各模型的评价指标。ELM 模型得到的 MAE、RMSE 和 MAPE
值均小于 BP 和 SVM 模型。对于 MAEs 值，ELM 比 BP 和 SVM 模型至少降低了 40.5%。

ELM 模型的 RMSE 值为 4.7，比 BP 和 SVM 模型分别低 18.5%和 17.1%。ELM、BP 和

SVM 模型的 MAPE 值分别为 6.45%、11.77%和 11.41%。

图 6 温室湿度预测模型评价结果

在图 7 中，ELM 模型得到的 MAE 和 RMSE 值分别为 340 和 542.45，低于 BP 和 SVM
模型。对于 MAPEs，ELM 模型比 BP 和 SVM 模型至少降低了 46.7%。综上，ELM 模型

的 MAE、RMSE 和 MAPE 值都是最小的。评价结果表明，ELM 模型的预测值与实际值

最为接近。因此，最终选择 ELM 模型对温室环境参数进行预测。



图 7 温室光照强度预测模型评价结果

2.3 仿真结果与分析

为了进一步提高模型的精度，本文采用改进的麻雀搜索算法对温室环境参数预测模

型进行优化。将麻雀搜索算法改进前后的优化模型进行对比，检验 ISSA 模型对 ELM 模

型的预测性能。结果如图 8 所示，从预测结果来看，ISSA-ELM 模型比 SSA-ELM 模型

的预测结果更符合实测值的趋势。特别是在极端值附近，可以明显看出 ISSA-ELM 的预

测值更接近真实值。

（a）温度预测结果 （b）湿度预测结果

（c）光照强度预测结果

图 8 温室温度、湿度、光照强度预测结果比较



表 3 给出了预测模型的评价结果。基于 ISSA-ELM 模型对温室温度、温室湿度和光

强度预测，整体优秀，性能稳健。本文采用 ISSA-ELM 方法得到的 R2值分别为 0.92、
0.87 和 0.90。由于数据组内的各因素本身差异较大，预测结果受到很大影响，而利用改

进后的麻雀搜索算法对 ELM 模型优化后，预测模型能够较好地适应温室环境因子的变

化，因此 ISSA-ELM 模型对温室环境因子的预测是有效的，为之后的温室环境调控决策

优化环境因子调控目标，提供了可靠的寻优适应度函数。

表 3 预测模型评价指标结果

评价指标
温室温度 温室湿度 光照强度

SSA-ELM ISSA-ELM SSA-ELM ISSA-ELM SSA-ELM ISSA-ELM

MAE 1.031 1.006 4.29 3.88 1.88E3 1.71E3

MAPE 4.16% 4.13% 6.5% 5.75% 7.33 3.80

MSE 1.962 1.59 28.50 25.51 9.61E6 9.24E6

RMSE 1.40 1.261 5.34 5.05 3.12E3 3.04E3

R2 0.89 0.917 0.831 0.874 0.887 0.901

3 结 论

本文通过分析夏季温室环境变化特点，采用机器学习方法确立可应用于温室环境的

精准预测模型。以天津市某 Venlo 型玻璃温室环境参数为参考对象对所提出的预测模型

进行修正和优化，最终确定极限学习机方法用于温室环境预测模型建立的适用性以及麻

雀搜索算法对于提高预测精度的可行性，主要研究成果如下：

（1） 极限学习机、BP 神经网络和支持向量机三种方法均可用于温室环境预测模型的

建立，极限学习机方法的适用性更强，其预测值与实际值最为接近。

（2） 本文通过方法选取及算法优化建立了温室环境因子响应的精准预测模型。基于极

限学习机方法所建立的预测模型经过麻雀搜索算法改进后，温室温度、湿度和光

照强度参数的决定系数 R2分别达到 0.92、0.87 和 0.90。
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等离子体子弹动力学特性的数值模拟
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摘要：大气压冷等离子体射流由等离子体子弹快速运动形成，能将放电过程中产生高能活性粒子输运

至工作区域。本文建立了针-板电极大气压氦气冷等离子体射流二维轴对称流体模型，数值模拟了等离

子体子弹的空间结构和传输特征，发现等离子体子弹的快速运动实际是射流头部电离区域的移动形成，

基态电离反应在放电中占据主导地位。

关键词：大气压冷等离子体射流；等离子体子弹；流体模型；动力学特性；数值模拟

0 前言

大气压冷等离子体射流能够在放电间隙中产生大量活性粒子，如高能电子、正负离

子、高能光子、各类激发态与亚稳态粒子等，能够很好地将气体放电区域与样品处理区

域分开，扩大样品处理尺寸，降低放电不稳定的缺陷，可以更好的控制等离子体的放电

特性以及把握化学反应的进程。近年来，在生物医学领域通过大气压冷等离子体射流产

生激发态活性粒子并由射流传输至被处理物表面已发展一种新兴治疗方式，广泛应用于

消毒抗菌[1]、生物组织表皮处理[2]、抗癌治疗[3]、罕见重大疾病等方面[4]，因此研究大气

压冷等离子体射流传输机理具有重要的科学和应用价值。

通过纳秒量级的高速 ICCD 拍摄发现[5]，大气压冷等离子体射流实际是电场主导作

用下产生的等离子体子弹高速运动形成。尽管实验中对于等离子体射流的物理特性与放

电特性开展了大量研究，但由于等离子体子弹运动速度极快，针对等离子体子弹的动力

学行为的实验研究难度很大。近年来，许多研究团队采用数值模拟的方法来构建等离子

体射流，以此来进一步探究等离子体子弹的动力学特性。Sakiyama 等[6]采用中性气体流

动与等离子体动力学单向一维耦合模型，解释了等离子体子弹的环形发射机制；Schmidt
等[7]利用一维流体模型研究了氦气针-板放电中大气压冷等离子体射流的形成和传播机

制，包括等离子体子弹的传输速度与射流长度的影响因素；Boeuf 等[8]通过构建的二维模

型来数值模拟等离子体射流与等离子体子弹放电通道。

本文基于流体模型对大气压氦气冷等离子体射流开展数值模拟，研究了等离子体子

弹的空间结构和传输特征，分析了基态粒子反应以及阴极鞘层对放电的影响。

1 理论模型

1.1 物理模型

图 1 为本文中针-板电极结构等离子体放电装置示意图，电极结构如图 1(a)所示，

金属针状电极接高压电源，头部设置为半球形结构，曲率半径为 r（单位：mm），尾部

基金项目：国家自然科学基金 52176087



为半径为 r、高 2 mm 的圆柱体，尾部中心位于坐标原点，金属板状电极接地，电极间距

为 h（单位：mm），图 1(b)中 z 轴右侧为数值模拟区域。放电过程中气体温度为 300 K，

针状电极针尖曲率半径为 1 mm，电极间距为 8 mm；工作电压为正高压方波形脉冲，脉

冲上升沿与下降沿均为 0.5 ns，脉冲持续时间为 20 ns，电压幅值为 8 kV，放电在单次外

施电压脉冲中完成；初始电子密度与离子密度为 108 m-3，二次电子发射系数为 0.01。
由于大气压冷等离子体射流通常会形成内径十分狭小的圆柱形放电通道，等离子体

子弹在圆柱形放电通道内传播，子弹中心基本保持在圆柱形放电通道的中心轴上。为了

得到稳定的等离子体子弹的动力学行为，将物理模型简化处理，并做出以下假设：假设

完全处于氦气环境中，气体压力与大气压相同；为缩短模拟计算时间和降低问题的复杂

性，采用预电离来代替光致电离效应，即在放电开始时，空间中已经存在低密度的等离

子体带电粒子，为等离子体子弹的传播提供种子电子；假设电流密度足够低，忽略产生

的自洽磁场。

(a)电极结构 (b)模拟区域

图 1 针-板电极结构等离子体放电装置示意图

1.2 数学模型

放电考虑了包括电子(e)、基态氦原子(He)、氦原子离子(He+)、氦分子离子(He2+)、
亚稳态氦原子(He*)以及亚稳态氦分子(He2*)在内的 6 种粒子，并考虑了 14 种粒子反应，

粒子反应速率见表 1。
表 1 粒子反应表达式与反应速率系数

序号 反应表达式 反应速率系数 ΔE(eV) 参考文献

R1 e+He→e+He BOLSIG+ — [9]

R2 e+He→e+He* BOLSIG+ 19.8 [9]

R3 e+He→2e+He+ BOLSIG+ 24.6 [9]

R4 e+He*→2e+He+ 4.78 [10]

R5 2He*→e+He+He+ -15 [11]

R6 e+He2*→2e+He2+ 3.4 [12]



R7 2He*→e+He2+ -19.6 [12]

R8 2He+He+→He +He2+ — [12]

R9 2He+ He*→He +He2* — [12]

R10 e+He*→e+He -19.8 [13]

R11 2e+He+→e +He* -4.78 [14]

R12 e+He+→He -24.6 [15]

R13 e+He2+→He +He* -0.2 [12]

R14 e+He2+→2He -20 [13]

这些粒子均可以使用连续性方程求解粒子数密度，连续性方程表达式如下：

(1)

式中，下标 e 表示电子，下标 i 表示正离子，下标*表示亚稳态粒子，n——粒子数密度；

Γ——粒子流密度；S——源项。粒子流密度Γ则使用漂移扩散方程来近似描述。

放电发生在大气压环境中，特征尺度的量级大于 mm 量级，这代表着特征尺度远大

于平均自由程。那么，对动量方程中的惯性项进行忽略，即可以采用漂移扩散方程来近

似描述放电中的粒子流密度，具体表达式如下：

(2)

式中，q——电荷数；μ——迁移系数；D——扩散系数；E——电场。其中，方程右侧首

项表示各粒子在电场的迁移作用下引起的粒子流密度，亚稳态粒子本身不带电荷，所以

此项为零；右侧次项表示各粒子扩散引起的粒子流密度。粒子流密度具体表达式如下：

(3)

(4)

式中，Γe,i——电子、离子粒子流密度；Γ*——亚稳态粒子的粒子流密度。

在本文的理论模型中共存在两个理论温度，分别是重粒子温度与电子温度。在大气

压冷等离子体中，电子温度远远高于重粒子温度，因此，我们假设包括中性粒子与离子

在内的重粒子温度与环境温度一致，在此设定为 300 K。而电子温度的求解，则需要通

过求解电子能量守恒方程来获取。具体表达式如下：

(5)

式中，nε——电子能量密度，可以由 计算得到； ——电子平均能量，可以由

计算得到；kb——玻尔兹曼常数；Γε——电子能流密度，阐述了由于空间迁

移扩散作用形成的电子能流密度。具体表达式如下：

(6)



式中，Sε——电子能量的源项，具体表达式如下：

(7)

式中，方程右侧第一项表示电子通过电场的欧姆加热产生的焦耳热，第二项表示电子与

重粒子（包括中性粒子与离子）之间由于非弹性碰撞造成的能量损失，第三项表示电子

与重粒子之间由于弹性碰撞造成的能量损失。其中，ΔE——某反应由于非弹性碰撞所造

成的能量损失；Rinel——某反应的反应速率；me——电子质量；M——中性气体粒子质量；

ven——电子和中性粒子之间的有效碰撞频率；Tg——气体温度。

在气体放电过程中，外加电压作用形成拉普拉斯外电场，空间电荷作用形成内电场，

由于电场有叠加作用，因此气体放电受这两种电场的共同作用。而大气压冷等离子体射

流中，通常认为电荷定向移动形成的电流密度很小，可以忽略产生的磁场，因此可以使

用单一方程泊松方程来计算电场。具体表达式如下：

(8)
式中，ε0——真空介电常数；εr——介质的相对介电常数；Φ——电势，其中， 。

表 2 流体模型中使用的边界条件

1 2 3 4 5

ne Eq. (9) Eq. (9)

ni Eq. (10) Eq. (10)

n* Eq. (11) Eq. (11)

nε Eq. (12) Eq. (12)

Φ 0 V0

方程中的各物理量在边界上的边界条件如表 2 所示。其中，电极表面的粒子通量密

度与电子能流密度由以下方程求解得到：

(9)

(10)

(11)

(12)



式中，n——单位法向量，方向为垂直并指向固体表面方向；γi——固体表面的二次电子

发射系数。 与 为两个开关函数，具体表达式如下：

(13)

(14)

1.3 数值模型

数学模型中所有方程均由 COMSOL 求解器使用有限元法计算求解，整个模拟区域

的大小为 5×11 mm2，全部采用三角形网格。

为保证网格合理密布，开展网格无关性验证，共构建三种尺寸的网格，网格尺寸见

表 3。
表 3 网格尺寸对比

加密区域 未加密区域

网格 1 0.072mm 0.18mm

网格 2 0.036mm 0.09mm

网格 3 0.018mm 0.045mm

三种尺寸的网格计算结果见图 2。

图 2 不同尺寸网格的电子密度空间平均值计算结果对比

三种尺寸的网格计算结果相差不大，但本文选用的网格 2 计算结果更接近密度更大

的网格 3，所以使用网格 2 参与计算，单元格最小尺寸为 0.09 mm，靠近针尖与电极板

处做加密处理，单元格最小尺寸为 0.036 mm。

2 结果与讨论

2.1 等离子体子弹的动力学行为

本节研究了大气压冷等离子体射流中等离子体子弹的动力学行为，包括子弹的空间



结构及其传输速度，还研究了一些典型特征参量的时空分布特性，包括电子密度、电子

碰撞电离速率、空间净电荷密度与电场。

图 3 为不同时刻下电子碰撞电离速率、电子密度、电场及空间净电荷密度的空间分

布特性。可以发现，等离子体子弹在运动过程中空间结构呈外凸的薄壳状，边缘轮廓清

晰，头部是明亮的发光区域；等离子体子弹头部电子雪崩反应剧烈，电子数密度急剧增

大，放电强烈，电子分布范围随等离子体子弹向阴极运动而增大，当子弹头部到达阴极，

流注拓展至阴极，在两电极中间形成“阳极窄，阴极宽”的等离子体通道；等离子体子

弹头部电场强度最大，到达阴极后形成了一个陡峭下降的电位区；子弹头部外侧区域聚

集正电荷，形成局部空间电荷强电场，随等离子体子弹运动，空间净电荷分布区域沿轴

向区域与径向区域扩大。

在放电过程中，子弹空间结构的变化只与电离反应的强度有关。如图 3（a），放电

初始，针状电极头部激发局部弧状强电场，基态原子在局部强电场作用下产生弧状等离

子体子弹；随着电子雪崩进行，等离子体子弹空间结构沿径向与轴向拓展，并随放电快

速移动；接近阴极表面时，由于阴极鞘层的存在，子弹空间结构在鞘层表面弧度逐渐减

小，直至子弹泯灭。

(a

) 电子碰撞电离速率

(b

) 电子密度

(c

) 电场

(d

) 空间净电荷密度

图 3 不同时刻下电子碰撞电离速率、电子密度、电场及空间净电荷密度的空间分布

等离子体子弹的传播速度根据电场峰值点的坐标变化求解，如图 4 所示，在接近鞘

层时电子密度激增，导致空间电荷电场激增使传播速度骤增，在鞘层边缘电子被排斥，

传播速度骤降。从 5.8 ns 典型特征参量沿中心轴处的空间分布（图 5）可以看出，前期

电子密度与离子密度曲线基本重合，这符合等离子体准中性的特征，在接近阴极壁面 1
mm 处，电子密度与离子密度曲线不再重合，离子密度曲线会高于电子密度曲线，这是



由于在接近阴极时，存在电位陡降区（鞘层区），电子受到排斥所致。

图 4 等离子体子弹传输速度变化曲线 图 5 t=5.8 ns 典型特征参量沿中心轴的空间分布

2.2 射流传输机理

在等离子体子弹的传输过程中，电子的产生与消耗与电子能量的平衡问题十分重要，

为了明确各类反应对子弹传输的影响，将相关反应进行分类对比。本文在计算过程中涉

及了共计 14 种粒子反应，反应类型包括弹性碰撞、直接基态激发、直接基态电离

（e+He→2e+He+）、逐步电离、潘宁电离、转化复合、重粒子电离、解激发、三体复合、

辐射复合、解离复合等，如表 1 所示。实际上，表中的排序并不具有反应时间先后的区

分，所有粒子反应在放电中几乎同时发生，只是由于不同反应对放电能量影响不同，因

此采用电离速率进行度量。表 1 中反应 1 与反应 2 为弹性碰撞与直接基态激发，虽然造

成的能量变化大，但并不存在电子产生与消耗，因此反应 3 直接基态电离反应对放电影

响最大。

其中，电子直接基态电离速率用 Se表示；两种亚稳态粒子激发产生离子的反应电离

速率的和为逐步电离速率，用 Sem 表示；潘宁电离速率用 Spen 表示；电子和正离子的几

种复合反应，用 Lep表示。t=5 ns 中心轴上电离速率对比曲线如图 6 所示，可以看出，电

子直接基态电离在放电中起主要作用，其次是亚稳态粒子激发产生离子的逐次电离，之

后是潘宁电离，其数值与逐次电离相差不大，最后是电子与正离子的复合反应，这确立

了直接基态电离反应在放电中的主要地位。

在连续性方程中，每种带电粒子的电离源项就是该带电粒子所参与反应的电离速率

和，因此，根据连续性方程计算出的电离速率包含了不同的电离反应的电离速率，无法

分析单个电离反应的影响程度。为了计算单个电离反应的电离速率，以探究等离子体子

弹传播过程中不同电离反应的影响程度，给出以下公式：

(15)

式中，r——电离速率系数；n——粒子数密度；N——基态氦原子密度，下标 e，i，*分别

代表电子、离子和激发态粒子，电离速率系数可以根据碰撞截面由电子能量分布函数计

算求解，直接采用电子平均能量参与计算。

可以看出，电子密度与电子平均能量乘积在 4 mm 时达到峰值，而电离速率曲线也

在 4 mm 左右抵达最高点，此处是等离子体子弹的中心点，也是子弹传播速度最大处。



两条曲线走势基本一致，都在到达峰值后下降，在到达鞘层区域后急速下降至最低点。

而两条曲线的差别，包括电离速率曲线整体高于乘积曲线，以及 0~4 mm 内电离速率曲

线升高而乘积曲线保持平稳，这是由于电离速率不仅和粒子数密度与电离速率系数乘积

有关，还与氦原子密度有关。

图 6 t=5 ns 中心轴上不同反应类型电离速率对比

图 7 t=5 ns，反应 3 电子密度与电子平均能量的乘

积对比电离速率沿中心轴变化情况，反应 3 指代

直接基态电离

2.3 鞘层对放电的影响

阴极鞘层又被称为空间电荷层，由正离子在阴极表面形成表面势垒所构成。鞘层存

在于一个非常薄的区域内，实验上的观测比较困难，但对放电起着非常重要的作用，因

此在计算中单独划出金属板电极附近 2 mm2（10 mm×2 mm）区域来进行研究。

图 8 为不同时刻下阴极附近电场与电子碰撞电离速率的空间分布，可以发现，电场

分布在鞘层边缘出现陡降区，高场强区域分布于鞘层内部，并沿径向方向拓展，形成局

部空间电荷强电场。电子碰撞电离速率代表了等离子体子弹基本形态，其在鞘层边缘沿

轴向方向停止传输，受电场分布影响，等离子体子弹空间结构沿径向方向扩大。

(a) 电场 (b) 电子碰撞电离速率

图 8 不同时刻下阴极附近电场与电子碰撞电离速率的空间分布

3 结论

本文建立了针-板电极大气压氦气冷等离子体射流二维轴对称流体模型，针对等离子



体子弹的动力学特性展开研究，结果表明：

1）等离子体子弹在运动过程中空间结构呈外凸的薄壳状，头部电离反应剧烈，子弹

的快速运动实际是电离区域随放电进程的快速移动；阴极附近存在电位陡降区，等离子

体子弹速度在陡降区骤减。

2）在等离子体放电的各反应类型中，基态电离反应电离速率数量级最高，在放电中

占据主要地位。

3）在鞘层边缘电场出现陡降区，等离子体子弹沿轴向方向停止传输，其空间结构沿

径向方向扩大。
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摘要：数据中心的温度分布预测对提高热管理效率至关重要，本文基于本征正交分解（POD）方法的

低阶模型快速预测了空冷数据中心机房的三维温度场。在关键区域采用准确度较高的 POD-Galerkin 投

影方法获得温度谱系数，而全场速度谱系数则由 POD-插值方法获得。POD 与 CFD 仿真结果对比表明，

POD 方法可以准确地预测数据中心机房的温度分布，两个机架进风面平均偏差为 0.52℃，房间的平均

偏差为 0.60℃，且低阶模型的计算速度约为 CFD 模型的 1000 倍。

关键词：数据中心；低阶模型；POD-Galerkin 投影；POD-插值；快速预测

0 前言

随着移动通信、人工智能和高性能计算的快速发展，数据中心正在成为能源密集型

的基础设施。数据中心的热管理对 IT 设备的可靠性运行和冷却系统的效率至关重要[1,2]。

而数据中心是一个典型的多尺度系统，使用 CFD/NHT 进行多尺度热流体系统内部流动

和温度场仿真的高计算需求限制了其应用。随着数据中心智能运维的发展，提高数据中

心仿真速度，实现快速仿真，可有效支撑数据中心相关 AI 模型训练、AI 策略验证[3]。

基于数据中心机房快速仿真需求，数据中心热管理研究中存在大量的建模方法，基于本

征正交分解（POD）方法的低阶模型就是其中的一种。低阶模型是一种通过减少系统中

的自由度的数量来简化复杂系统并保持其重要特性的技术。在基于一定数量离线计算获

得样本的基础上，它们可以比 CFD /NHT 模型运行更快，同时具备足够的保真度，包含

重要的尺度参数，可以更快地进行多尺度系统的设计和优化。

Lumley[4]首先将这种方法引入流体力学，用于分析湍流中的相干结构。Ding 等人[5]

利用这项技术快速准确地预测流体传热问题。Rambo[6]、Samadiani 和 Joshi[7]的研究表明，

POD 模型很适合完成数据中心的低维湍流建模，研究中提出了一种基于对流系统温度场

降阶建模方法，以有效地模拟设计参数对温度场的影响。Athavale 等人[8]将 POD 用于数

据中心机房的瞬态建模，并比较了多种数据驱动模型以实现数据中心机房温度的快速预

测。Jin 等人[9]使用 POD 结合回归样条方法用于预测真实数据中心的温度分布。上述学

者的研究表明，基于 POD 的降阶模型可以有效地实现相关物理量场的快速预测。本文首

次同时采用 POD-Galerkin 投影法和 POD-插值法分别对数据中心多个物理量建立低阶模

型，完成了针对数据中心多尺度系统多个变量下湍流温度场的快速预测。

基金项目：国家自然科学基金创新研究群体资助项目（NO.51721004）



1 数据中心机房 CFD 模型的建立

以一个房间级空调风冷数据中心机房作为研究对象建立 CFD 仿真模型，该数据中心

单元由 4 台房间级空调和成对称排列的 32 台机柜组成，每台机柜包含 6 台服务器，且每

个服务器配置有单独的抽风风扇。房间由空调提供冷风，再由开孔地板流向机架的进风

面。数据中心风冷机房气流组织的 CFD 仿真选择 k  湍流模型，通过求解稳态、不可

压缩、常物性、有内热源且不考虑外力和浮力效应的 RANS 连续性方程、动量方程和能

量方程来求解湍流对流换热问题。

为了获得 POD 所需的样本数据，使用 CFD 仿真软件 Icepak 模拟该数据中心的四分

之一代表性单元。两列机架沿着架空地板对称分布，分别命名为 A1\B1，A2\B2，A3\B3，
A4\B4，对应的机架内热源大小为 Q1、Q2、Q3、Q4。在仿真中，设定沿 X 正方向和沿 Y
正方向的墙面为对称边界条件，其余墙面为壁面边界条件，网格节点数为 512787。图 1
是空调出风速度为 4.32 m/s，Q1、Q2、Q3、Q4分别为 19 kW、7 kW、19 kW、23 kW 时

的数据中心机房的三维温度分布云图。该方法也同样适用于真实的数据中心，由于在实

际数据中心中相应变量数会有所增多，需处理的样本数据库大小也会随着增加。

图 1 数据中心机房三维温度云图

2 POD 方法简介

为了生成 POD 降阶模型，首先必须完成 CFD 模型在样本工况下的仿真，并存储输

出结果生成采样数据库。针对风冷数据中心房间级的热管理，存储的数据应包含各样本

工况下各网格节点 Nc 对应的温度 T、速度矢量 U=(u, v, w)、湍流脉动动能 k、湍流脉动

动能的耗散率ε。这里我们用 XT、Xu、Xv、Xw、Xk、Xε分别表示上述物理量在不同样

本工况和不同网格节点处的值，这些值也被称为快照。获得快照后，计算快照的平均值，

将快照减去平均值后得到新的矩阵,接下来对这些矩阵进行同样的处理，为方便表达，这

里统一用 X 表示。在“快照”POD 中，POD 的基函数Φ由快照的线性组合给出[10]：

= X  （1）
Ψ为协方差矩阵 C=XTX/(N-1)的特征向量，即：CΨ=λΨ，其中λ为 C 的特征值。与

每个特征向量相关联的特征值的大小用“能量”来衡量。通过将特征值按降序排列，按

照能量的大小选择性地保留特征向量，即把具有较少能量的特征向量去除。基函数矩阵

Φ将只包含 m 列，我们将这个列数减少的Φ矩阵称为Φm。POD 的基本思想是将未知的

物理量场分解为一组由谱系数 c 调制的确定性空间函数Φm，具体到每一个物理量可分别

表示为：



+
TT m T Tx c x  , +

uu m u ux c x  , +
vv m v vx c x  ,

+
ww m w wx c x  , +

kk m k kx c x  , +m  x c x  。 （2）

在对谱系数矩阵 c 的确定过程中，温度谱系数采用 POD-Galerkin 投影法获得，速度

以及湍流相关项的谱系数采用 POD-插值的方法。

3 数据中心低阶模型的建立

以机房空调的出风速度 Vout和每个机架的总功率 Q 作为样本变量，机架功耗的变化

范围是 7 kW-23 kW，每隔 4 kW 变化一次，对应空调出风速度的变化范围在 3.05 m/s 到
5.33 m/s 之间。样本采集设置共有 32 组工况，根据能量大小选取基函数的个数，当能量

值 99.99%以上时，可以用前 m 个基函数描述系统的特征。选定低阶模型的基函数后，

根据 POD-Galerkin 投影法针对 8 个机架区域计算得到温度场的谱系数，由 POD-插值法

对全场区域计算得到速度以及湍流相关项的谱系数。

基函数只跟样本数据库有关，对于一个新的预测工况，其基函数不会发生变化，因

此基函数只需生成一次。在工作站配置参数为 CPU-2.99GHZ\RAM-256GB 时，基函数的

生成需要大概 3 分钟。谱系数与预测工况有关，一次新的谱系数生成需要大概 5 秒。若

这里生成 100 个新的工况，CFD 需要约 200 小时，而 POD 仅需约 12min（3min+500s）,
故该低阶模型能提高约 1000 倍的速度，可用于数据中心机房温度场分布的快速预测。

4 低阶模型的验证

为了验证上一节建立的 POD 低阶模型的性能，这里在样本参数范围内设置了一组

预测工况，其相关参变量的取值为 Q1=10 kW，Q2=12 kW，Q3=20 kW，Q4=13 kW，Vout=3.49
m/s。将该工况下 CFD 的仿真结果与 POD 降阶模型预测的结果对比，定义平均偏差

error 1
( ) ( ) /Nc

pod CFDi
T T i T i Nc


  来衡量 POD 预测的准确性。

4.1 机架进风面温度分布

在此数据中心单元中，空调的冷风经过架空开孔地板流向机架的进风面，用于冷却

服务器工作产生的热量，因此机架进风面的温度对服务器是否能得到有效冷却至关重要，

通常数据中心热管理相关实验的开展也以测量机架进风面温度为主。这里使用建立的

POD 低阶模型预测了机架进风面（A1-A4/B1-B4）的温度值，并与以此预测工况条件在

CFD 仿真模型中的温度分布进行对比，其对比结果见图 2 和图 3。

(a) CFD 仿真结果 (b) POD 预测结果



(c) 绝对偏差 (d) 不同 Z 截面温度分布对比

图 2 A1-A4 机架进风面在测试工况下的温度分布

对于测试工况，由图 2（a）、（b）A1-A4 机架进风面的温度云图可知，POD 降阶模

型能准确地预测温度分布。在图 2（c）绝对偏差云图的分布中，大偏差区域集中在温度

较高的区域，其中最大绝对偏差为 1.31℃，平均偏差为 0.43℃。为了更好的衡量 POD
低阶模型的准确性，这里取高（z=2.64 m）、中（z=1.88 m）、低（z=1.45 m）三个不同 Z
值的进风面位置。从图 2（d）可以看出，POD 预测的温度值和 CFD 仿真得到的结果吻

合得非常好，且机架位置越高（z 越大）即温度分布越不均匀的地方，温度的偏差也越

大。

(a) CFD 仿真结果 (b) POD 预测结果

(c) 绝对偏差 (d) 不同 Z 截面温度分布对比

图 3 B1-B4 机架进风面在测试工况下的温度分布

图 3 表示的是 B1-B4 机架进风面预测结果，同 A1-A4 机架的分析结果一致，在 B1-B4
机架进风面，POD 降阶模型能对温度分布进行准确预测，其中最大绝对偏差为 2.18℃，



平均偏差为 0.61℃。进风面不同 Z 位置的温度值也能很好吻合，同样也符合机架位置越

高的地方，温度偏差也越大的规律。

4.2 数据中心机房温度分布

建立的低阶模型同样可以用于机房温度场的快速预测，对于与 4.1 节相同的预测工

况，不需要重新求解谱系数，即可以将房间各节点温度重构为谱系数与房间各个节点基

函数的级数表达形式。图 4 表示了在预测工况下，POD 快速预测和 CFD 仿真的结果。

（a）CFD 仿真结果 （b）POD 预测结果

图 4 数据中心机房的三维温度分布云图

由图 4（a）、（b）三维温度云图可以看出，即使对于比较大的房间尺度，生成的低

阶模型仍可以很好的预测数据中心房间级的温度分布。由于温度谱系数的生成是针对机

架区域的 POD-Galerkin 投影，故温度谱系数会能更好的反映机架区的特征，房间级有个

别节点的最大绝对偏差为 4.06 ℃，而平均偏差为 0.60 ℃低于 1 ℃，满足实验测试精度。

4.3 速度相关项 POD-插值的精度

将预测工况下的速度相关项作为已知条件和用 POD-插值方法生成作对比，研究低

阶模型中采用 POD-插值方法重构各个网格节点速度相关项预测数据中心温度场的精度。

将 A1-A4 和 B1-B4 机架进风面在不同 z 处的温度进行比较，如图 5 所示。

（a）A1-A4 机架进风面 （b）B1-B4 机架进风面

图 5 速度相关项采用 POD-插值方法预测温度场的精度

由图 5（a）、（b）机架进风面在不同方法下得到的温度分布可以发现，在温度场的

快速预测中，速度相关项也可由样本工况下的值采用 POD-插值方法建立低阶模型，该

结果与速度相关项作为已知条件得到的温度场分布一致。采用 POD-插值方法能很好地

重构出各网格节点速度相关项在低阶模型中的级数表达形式，将其耦合到计算温度谱系



数的 POD-Galerkin 投影中，能准确地得到预测工况下的温度分布。

5 结 论

在本研究中，建立了空冷数据中心 POD 低阶模型，该模型可以快速且准确地预测

温度分布，具体结论如下：

（1）与 CFD 仿真结果相比，A1-A4 机架进风面温度的平均偏差为 0.43℃，B1-B4 机架

进风面温度的平均偏差为 0.61℃；房间温度平均偏差为 0.60℃。

（2）在基于一定数量离线计算获得样本的基础上，采用低阶模型较 CFD 仿真速度提高

约 1000 倍，可实现数据中心多尺度系统的快速预测。
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摘要：固体氧化物燃料电池能够以 H2、合成气和烃类物质等作为燃料，H2 电化学氧化反应是其中的

共性关键基础问题，但其反应机理尚未明晰。本文基于密度泛函理论建立 Ni-YSZ 阳极模型并计算三

相反应界面区 H2燃料气体吸附活化及氧化反应路径。发现 H2解离吸附过渡态能垒可以忽略，稳定吸

附位点为解离 H 分别吸附在 Ni 表面两个不同的 hcp 位；阐明 H2 氧化反应两种常见反应机理对应基元

反应路径的反应能垒及限速步骤，比较各限速步骤反应能垒得出 H 溢出比 O 溢出更容易发生。

关键词：固体氧化物燃料电池，Ni-YSZ 阳极，氢氧化反应，反应机理，H 溢出，O 溢出

0 前言

在“双碳”战略的背景下，推进国家能源结构调整势在必行。氢能作为一种高能量

密度、绿色低碳的可再生清洁能源，受到广泛关注[1]。固体氧化物燃料电池（Solid oxide
fuel cell, SOFC）是一种采用电化学反应发电的环境友好型能源转化装置，具有能量效率

高、污染物排放少、燃料适应性强等众多优点，不仅可以高效利用氢能，还能够使用合

成气、烃类化合物等作为燃料且不必使用贵金属催化剂，具有广阔的应用前景[2]。当

SOFC 以纯 H2、合成气或烃类物质内/外重整后产生的重整气等为燃料时，均包含 H2电

化学氧化这一关键问题，然而无论是实验还是模拟方面，H2 氧化反应（Hydrogen oxidation
reaction, HOR）反应机理及限速步骤（Rate-determining step, RDS）都尚无定论。

根据离子传导介质（氧离子导体或质子导体）的不同，SOFC 可分为 O-SOFC 和

H-SOFC[3]，对于研究相对较多的高温 O-SOFC，O2 在阴极转化为 O2−离子，通过电解质

传输到阳极/电解质三相反应界面（Three phase boundary, TPB）。SOFC 阳极 TPB 区涉及

一系列电化学/化学基元反应步骤，包括反应物/生成物的吸附/脱附、活性物种的表面扩

散、氧物种的体相迁移和表面活化以及电荷转移反应等[4]。明晰氧化反应机理并区分

RDS 有利于指导阳极结构优化及反应工况改善，是设计新型阳极材料的关键。

关于 HOR，主要存在三种不同的反应机理：H 溢出、O 溢出和间隙 H 电荷转移[5]。

对于 H 溢出，de Doer[6]根据 Ni-YSZ 体系实验结果提出的反应路径得到较多的认可，即

阳极表面吸附 H 首先与电解质亚晶格中的 O 离子在 TPB 处反应产生 OOH 质子化离子，

然后 OOH 从 O 亚晶格移动到电解质表面，并与第二个 H 原子反应生成 H2O，随后 H2O
脱附。Zhu 等人[7]和 Lee 等人[8]在此基础上提出了一种改进的机理，O 离子在表面和体

相 YSZ 之间转移，不再涉及 OOH ，电荷反应均在表面物种间发生。H2 在 Ni 表面的吸

1基金项目：1、国家重点研发计划项目（2021YFB2500400）；2、国家自然科学基金面上项目（51976009）



附以及 H2O 在 YSZ 表面的脱附反应式不再赘述，其余反应式如式~式所示。两位学者在

其报道的模型中均假设 RDS 为 H 和 OH−结合生成 H2O 的反应，即式，Goodwin 等人[9]

和 Liu Shixue 等人[10]也分别得出了类似的结论。

（1）TPB 区电荷转移反应
2H(Ni) O (YSZ) (Ni) + OH (YSZ) + e (Ni)    (1)

2H(Ni) OH (YSZ) (Ni) + H O(YSZ) + e (Ni)   (2)
（2）O 离子在 YSZ 表面和体相间转移

2
O OO (YSZ) (YSZ) O (YSZ) V (YSZ)    (3)

对于 O 溢出，O 离子由电解质表面（例如 YSZ）溢出到 TPB 区附近的金属表面（例

如 Ni），在金属表面与吸附 H 反应生成 H2O 并释放电子。Mizusaki 等人[11]通过引入 Ni
图案电极研究 HOR 反应动力学，首次提出了 O 溢出机理，尽管报道中没有给出详细的

反应路径，但得到了 RDS 反应位点在靠近 TPB 的 Ni 表面这一结论，并指出 RDS 可能

为 H2解离吸附或吸附物种在 Ni 表面的扩散过程。Bieberle 等人[12]进一步对比了 Ni 图案

电极实验电化学阻抗谱（Electrochemical impedance spectroscopy, EIS）和模拟结果，假

设了一个完整的 O 溢出反应路径，虽然作者特别强调由于模型简化等导致结果可能出现

重大偏差，但基于模型中的反应速率常数，仍然可以合理猜测 RDS 可能为式。Liu Shixue
等人[13]的理论计算结果表明在 Ni-YSZ 阳极 HOR 反应中，O 溢出机理的 RDS 为 O 从

YSZ 表面转移到 TPB 位点的步骤。
..

O OO (YSZ) (Ni) O(Ni) V (YSZ) 2e (Ni)    (4)
对于间隙 H 电荷转移，Bessler 等人[14]认为间隙 H 和质子由 Ni 上的 H2和 YSZ 上的

H2O 通过表面吸附和表面/体交换形成的，在 Ni-YSZ 界面电荷转移按式进行。这种反应

机理发生在 2D 表面而不是以 1D 线作为溢出路径，从而有可能支持更高的电流。

i iH (Ni) H (YSZ) e (Ni)  (5)
通过对 Ni-YSZ 阳极 HOR 进行反应力场分子动力学（ReaxFF-MD）模拟，Liu

Shu-Sheng 等人[15]观察到包括 H 溢出、O 溢出在内的反应机理对应的中间体，但没有观

察到 H2O 的生成；在本课题组之前的 H2/CO 共氧化模拟工作[16]中，根据模拟得到的中

间体归纳出了一条类似 O 溢出的 HOR 路径。不幸的是，上述两篇 MD 模拟工作均未涉

及反应能垒和反应路径的 RDS，缺乏进一步的反应机理研究。对于涉及阳极材料改性的

研究[17,18]，学者大多只考虑 H 溢出这种典型的 HOR 机理，用于对比不同材料间的性能

优劣，未考虑其他类型反应路径，因此同样缺乏全面的反应机理研究。基于密度泛函理

论（DFT）的第一性原理计算常被用于研究固体表面的分子吸附及催化反应，可以从微

观角度解析复杂的界面反应，进而明晰反应机理。本文从 ZrO2 和 Ni 晶胞开始建立

Ni-YSZ 原子模型，分析 H2 在 Ni 表面的不同吸附态并对比不同位点的解离吸附能，基

于稳定吸附位点，开展两种不同反应机理对应基元反应路径的过渡态搜索，计算得到反

应能垒，确定 RDS，对比明晰反应机理，为深入理解 HOR 反应提供更为全面的依据。

1 计算模型建立

1.1 计算方法

本文所有的计算均基于 DFT，使用 Vienna Ab initio Simulation Package（VASP）代



码程序包[19,20]进行周期性边界条件计算。应用投影缀加平面波（projector augmented wave,
PAW）方法处理周期性系统中的离子-电子相互作用，使用具有 Perdew Burke-Ernzerhof
（PBE）泛函的广义梯度近似（generalized gradient approximation, GGA）[21]来描述交换

关联相互作用，由于 Ni 具有磁性，打开自旋极化进行计算。平面波展开的截止能量在

晶胞优化时设置为 600 eV，在表面结构优化时设置为 400 eV。采用 2 × 1 × 1 的 Gamma
中心 Monkhorst-Pack 类型均匀 K 点网格进行布里渊区（Brillouin Zone, BZ）的抽样积分。

采用共轭梯度（conjugate gradient, CG）算法进行原子结构的优化，结构弛豫的能量收

敛标准为电子自洽能量小于 1×10−5 eV，原子间 Hellmann-Feynman 力的阈值设置为 0.03
eV/Å。爬升图像轻推弹性带（climbing-image nudged elastic band, CI-NEB）方法以及 Dimer
方法用于过渡态（transition state, TS）搜索和反应能垒计算。过渡态计算时平面波截断

能与表面弛豫时保持一致，均为 400 eV，能量收敛标准设置为 1×10−7 eV，原子间力的

收敛标准设置为 0.05 eV/Å。

1.2 YSZ 原子模型建立

研究H2等燃料气体在 SOFC阳极氧化反应的重点即关注TPB区发生的电化学反应。

首先建立 Ni-YSZ 阳极微观结构的原子模型，并使用 VASP 程序进行结构优化，最终得

到适用于 H2/Ni-YSZ 体系的 Ni-YSZ 阳极 TPB 模型。

钇稳定的氧化锆（YSZ）模型是通过向 ZrO2晶胞掺杂 Y 原子而实现的。掺杂 Y2O3

使得 ZrO2 在室温到其熔点的温度范围内均保持立方稳定结构。因此搭建原子模型时首

先建立立方相 ZrO2晶胞，c-ZrO2属于面心立方（Face Center Cubic, FCC）结构，空间群

为 FM-3M。结构弛豫后其晶格参数为 a ＝ b ＝ c ＝ 5.13 Å。选取能量较低的(111)晶
面作为暴露表面[22]，切面后得到 ZrO2(111)平板模型，如图 1 所示，此时共包含 36 个原

子。氧化锆基电解质材料离子电导率最大值是掺杂量的函数[23]，YSZ 在钇掺杂浓度

7-9%mol 时达到最大电导率[24]。根据式所示缺陷反应，替代两个锆原子并为了维持晶体

电中性相应地构造一个氧空位[25]，即可得到钇掺杂浓度为 9.1%mol 的 YSZ(111)平板模

型，该模型为此浓度下 YSZ 模型的最小重复单元，仅包含一个 Y2O3分子[26]。

22ZrO ' ..
2 3 Zr O OY O 2Y + 3O + V (6)

(a) (b)
图 1 钇掺杂位置 (a) 和氧空位位置 (b) 示意图（青色-Zr，红色-O）

该模型包含三个 O-Zr-O 三层结构，在后续的计算中，固定最底部的三层原子以模

拟体相，因此钇原子的掺杂位置可以在上面两个三层结构中。如图 1 (a)所示，选取四个

不同位置的锆原子，分别记为 1、2、3 和 4，计算了三种掺杂位置的能量，相应的能量



值如表 1 所示。比较可得当两个掺杂钇原子分别位于第一个三层和第二个三层结构时能

量最低，相较于均在第一个三层结构或第二个三层结构时能量分别低 6.3215 kcal/mol 和
4.9712 kcal/mol，这表明钇原子掺杂位置对体系能量影响较小，和 Shishkin 和 Ziegler[26]

所得到的结果一致。如图 1 (b)所示，选取两个不同位置构建氧空位，记为 vac. 1 和 vac.
2。计算得到的能量值如表 2 所示，结果表明，氧空位在不同位置时，体系的能量仅相

差 0.0224 kcal/mol，这说明氧空位的位置几乎对 YSZ 体系能量没有影响。

表 1 不同钇原子掺杂位置时 YSZ 体系能量

钇原子 1 位置 钇原子 2 位置 能量（eV） 能量（kcal/mol）
 4 −328.2018 −7568.3341
  −327.9277 −7562.0126
3 4 −327.9862 −7563.3629

表 2 不同氧空位位置时 YSZ 体系能量

氧空位位置 能量（eV） 能量（kcal/mol）
vac. 1 −328.2028 −7568.3565
vac. 2 −328.2018 −7568.3341

综合以上计算结果，最终选定 2 和 4 作为钇原子掺杂位置，在第二个氧原子层构建

氧空位。将上述模型扩胞，得到与 Shishkin 和 Ziegler[27]所使用的模型一致的包含 70 个

原子的 YSZ(111)平板模型，水平方向晶格尺寸为 12.56 × 7.25 Å。如图 2 所示，其中绿

色球代表掺杂的钇原子，紫色球代表构建氧空位时去除的氧原子。可以看到，该模型包

含了两个 Y2O3 分子单元，相应的包含两个氧空位。

(a) (b)
图 2 YSZ(111)模型示意图（青色-Zr，绿色-Y，红色-O，紫色-O 空位）（a）整体图；（b）正视图

1.3 Ni 团簇模型建立

基于 Ni 晶胞构建 Ni 团簇，金属 Ni 也属于 FCC 堆积结构，空间群同样为 FM-3M，

经过结构优化后的 Ni 晶胞晶格参数为 a ＝ b ＝ c ＝ 3.51 Å。对于金属 Ni，会暴露多

个晶面，例如(100)、(010)、(001)等，一般来说，Ni 以低能(111)晶面为主要暴露面，因

此在表面科学中常研究该晶面上的催化行为，并指导实际催化应用。将优化后的 Ni 晶
胞切(111)面，得到如图 3 (a)所示的 Ni(111)平板模型，切去其中一半，即可得到如图 3 (b)
所示的 Ni18团簇模型，此模型和 Shishkin 等人[27]采用的 Ni 团簇模型一致，此时 Ni18团

簇以低能(111)表面和不太稳定的(100)表面暴露于气相。



(a) (b)
图 3 Ni(111)平板模型以及 Ni18团簇模型（蓝色-Ni）

1.4 Ni-YSZ 原子模型建立

将构建的 Ni18团簇置于 YSZ(111)平板模型上，为了消除 z 方向的周期性原子间相互

作用的影响，建立了高度为 15 Å的真空层。比较了两种不同的 Ni18团簇负载方向，对两

种结构进行弛豫，比较负载团簇吸附能。吸附过程中由于团簇或者分子与表面相互作用

导致体系整体能量下降，这部分能量被称作吸附能。计算公式如式所示。

18 18ads Ni YSZ Ni YSZE E E E   (7)

式中 Eads代表吸附能，Eads是正值代表吸附过程是吸热的，负值代表吸附过程是放热的。

Eads 一般为负值，吸附能越负则吸附越强，反之则越弱；
18Ni +YSZE 代表 Ni18团簇负载在

YSZ 平板模型上的总能量；
18NiE 代表气相 Ni18团簇的能量[28]，将其置于 15 Å × 15 Å × 15

Å的立方晶胞盒子中优化计算得到稳定状态的能量；EYSZ代表 YSZ 平板模型的能量。

分析结果发现 Ni 团簇以两种不同的方向负载时，吸附能相差 0.1409 eV（−4.4998 eV
和−4.3589 eV），选取吸附能较低的体系作为 Ni-YSZ 平板模型，如图 4 (a)所示。结构优

化后发现 Ni 团簇的(100)面原子位置发生变化，重新排列为(111)面，此时 Ni 团簇面向气

相的两个表面都是低能(111)面。最底层的一个 Ni 原子（图 4a 中用黄色圆圈标注）向上

移动，两个(111)表面分别有一个 Ni 原子向远离表面的方向发生了一定的移动。在结构

优化以及后续基于此 TPB 模型研究燃料气体氧化反应时，模型底部的 O-Zr-O 三层原子

（即图 4a 红色方框中的原子）保持固定以模拟体相，其余原子放开模拟表面反应。

2 结果与分析

2.1 不同吸附位点 H2 吸附能比较

H2在 SOFC 阳极的反应过程包括气体的吸附活化以及后续的氧化反应等，研究反应

机理时首先需要对反应物在催化剂表面的吸附情况进行考察，通过计算比较不同吸附构

型的吸附能确定最佳吸附位点。

2.1.1 吸附位点

Ni 属于 FCC 结构，其表面包含三类不同的吸附位点，分别为顶位（atop 位）、桥位

（bridge 位）和中空位（hollow 位），其中中空位又可以分为 fcc (face centered cubic) 位

和 hcp (hexagonal close-packed) 位两种。而对于前述建立的 Ni-YSZ 模型中的 Ni 团簇，

由于其中(100)面发生重构转换为(111)面，因此并没有严格意义上的 fcc 吸附位点。此模

型中 Ni 表面不同的吸附位点如图 4 (c)所示，其中将第四类吸附位点记为 hol 位。



图 4 (a) Ni-YSZ 模型（红色方框中为固定原子层）（蓝色-Ni，青色-Zr，绿色-Y，红色-O）

(b) Ni18团簇模型 (c) Ni 团簇表面吸附位点示意图（蓝色箭头代表侧视图视角）

2.1.2 吸附态比较

气体分子吸附能定义如下：

2 2ads H /Ni-YSZ H Ni-YSZE E E E   (8)

式中
2H Ni YSZE   代表 H2燃料气体分子吸附在 Ni-YSZ 平板模型表面的总能量；

2HE 代表

燃料气体分子在气相时的能量；ENi-YSZ 代表 Ni-YSZ 平板模型的能量，其余参数同式中

所列含义。

H2 首先在阳极发生吸附活化，由于 YSZ 为纯离子导体，因此不考虑 H2 在 YSZ 表

面的吸附活化，仅针对 H2在 Ni 金属表面的吸附活化进行研究。H2在 Ni 表面可能发生

物理吸附和解离化学吸附，即以 H2分子或两个解离 H 原子吸附，对应的吸附能分别为

−0.0744 eV 和−1.1016 eV。计算 H2从物理吸附态到解离化学吸附态之间的反应过渡态，

得到反应能垒仅为 0.0095 eV，证明 H2 极易从分子吸附态发生解离[29]，最终两个 H 原子

在 Ni 表面呈化学吸附态。因此在后续分析中，直接考虑 H2 的吸附活化为解离化学吸附。

2.1.3 解离吸附能

关于 H2 分子在不同位点解离吸附时吸附能的大小，考虑到等效位点，共计算了五

种不同情况，如表 3 所示，当两个 H 原子吸附在两个不同的 hcp 位点时，吸附能最低，

为−1.1016 eV。

表 3 H2吸附在 Ni-YSZ 平板模型 Ni 团簇表面不同位点时的吸附能

吸附位点 H2/Ni-YSZ 体系能量（eV） 吸附能（eV）

均位于 atop 位 −746.6625 −0.3968
均位于 bridge 位 −747.3505 −1.0847
均位于 hcp 位 −747.3673 −1.1016
均位于 hol 位 −747.1634 −0.8977

分别位于 hcp 位和 hol 位 −747.1764 −0.9107
2.2 电化学反应机理分析

H2在 Ni-YSZ 阳极 TPB 区氧化反应总反应式用 Kröger-Vink 符号可表示为：

2 O 2 OH (g) O (YSZ) H O(g) 2e (Ni) V (YSZ)      (9)



式中 OV (YSZ) 代表YSZ中晶格氧 OO 参与反应变为生成物H2O从而离开YSZ并伴随两

个电子的转移形成的氧空位。

基于 DFT，利用 VASP 计算得到的能量均为 0 K 下忽略零点振动能的能量值。而实

际的气相吸附反应以及表面催化反应等，都是在一定的反应条件下进行。通过自由能校

正可以引入反应温度、压力等外界因素对反应的影响，使得所研究结构和真实实验情况

更为接近。为方便计算，本文选择接近 SOFC 真实反应温度的 1000 K，使用 VASPKIT[30]

进行温度校正，校正后基元反应的活化能垒（ΔGTS）和反应能（ΔG）定义为：

TS TS ISΔG G G  (10)

FS ISΔG G G  (11)
式中 GIS、GTS和 GFS 分别代表自由能校正后的基元反应的初态、过渡态和末态的能量，

其中引入反应温度为 1000 K。

本文考虑了 H2 在 Ni-YSZ 阳极氧化反应的两种主流反应路径，分别是氢溢出（H
spillover）和氧溢出（O spillover）。
2.2.1 氢溢出

氢溢出反应路径可以概括为解离吸附在 Ni 表面的两个 H 连续溢出到 YSZ 表面，与

界面 O 或表面 O 发生氧化反应最终生成 H2O。图 5 (a)中描绘了整个反应路径的示意图，

其中以经过自由能校正的气相 H2分子能量加上 Ni-YSZ 平板模型的能量（记为 IS, initial
state）为能量零点。气相 H2 分子首先在 Ni 团簇表面发生解离化学吸附，变为两个 H(Ni)，
从而形成模型 IM1-1（IM 代表中间物种，intermediate species），自由能校正后吸附能为

−0.2015 eV；其中一个吸附 H 原子首先溢出到 YSZ 表面，需要克服 1.5772 eV 的反应能

垒变为吸附在 YSZ 表面的 OH−(YSZ)物种，记为 OH−(YSZ)，对应状态为 IM1-2；紧接

着第二个吸附在 Ni 表面的 H 原子溢出，克服 2.1660 eV 的反应能垒与 OH−(YSZ)反应生

成 H2O(YSZ)，对应 IM1-3；最后 H2O(YSZ)从 YSZ 表面脱附形成气相 H2O，对应 FS（气

相 H2O 加 Ni-YSZ−O），经过自由能校正后的脱附能为−0.9406 eV，整体反应步骤用以下

反应式描述：

2H (g) + 2(Ni) 2H(Ni) (12)
2H(Ni) O (YSZ) (Ni) + OH (YSZ) + e (Ni)    (13)

2H(Ni) OH (YSZ) (Ni) + H O(YSZ) + e (Ni)   (14)

2 2 OH O(YSZ) H O(g) V (YSZ)  (15)
2.2.2 氧溢出

氧溢出反应路径可以概括为界面 O 溢出到 Ni 团簇，而后与 Ni 上的两个 H 连续发

生反应生成吸附在 Ni 表面的 H2O 并发生脱附。图 5 (b)描绘了整个反应路径的示意图，

同样以 IS 模型为能量零点。气态 H2分子首先在 Ni 表面发生解离吸附，变为两个 H(Ni)，
对应状态 IM2-1，校正吸附能同样为−0.2015 eV；O2−(YSZ)从 YSZ 表面溢出到 Ni 表面，

需要克服 2.6392 eV的反应能垒变为 O(Ni)物种，对应 IM2-2；之后 O(Ni)再克服 0.9430 eV
的反应能垒和 H(Ni)结合生成吸附态的 OH(Ni)物种，对应状态 IM2-3；OH(Ni)再克服

0.4168 eV 的反应能垒和另一个 H(Ni)结合生成吸附态的 H2O(Ni)物种，对应状态 IM2-4；
最后吸附态的 H2O(Ni)物种在 Ni 表面发生脱附变为气态 H2O，即 FS，校正后脱附能为



−0.5767 eV。相应反应步骤方程式描述如下：

2H (g) + 2(Ni) 2H(Ni) (16)
2

OO (YSZ) + (Ni) O(Ni) + 2e (Ni) + V (YSZ)  (17)
O(Ni) + H(Ni) OH(Ni) (Ni)  (18)

2OH(Ni) + H(Ni) H O(Ni) (Ni)  (19)

2 2H O(Ni) H O(g) (Ni)  (20)

(a) (b)
图 5 H2/Ni-YSZ 体系 H2 氧化反应路径势能面图 (a) H 溢出 (b) O 溢出

3 结论

本文基于密度泛函理论，通过理论计算建立了 Ni-YSZ 模型并研究了 Ni-YSZ 阳极

H2 燃料电化学氧化反应机理及反应路径。详细介绍了 YSZ、Ni 团簇以及 Ni-YSZ 模型

的建立方法，确定了 Y 掺杂位点、O 空位构建位点以及 Ni 团簇负载方向，成功构建并

通过结构弛豫得到与实际 Y 掺杂浓度较为接近的 Ni-YSZ 阳极模型。在此基础上，比较

了 H2 物理吸附与化学解离吸附，并对比 Ni 表面不同吸附位点 H2 解离吸附能的大小。

计算了 H2 在阳极氧化反应的两种不同反应机理对应的反应路径。通过搜索过渡态得到

基元反应能垒及相应的限速步骤。本文一定程度上阐明了纯 H2 燃料在 SOFC 经典阳极

材料上的氧化反应机理。得出以下结论：

（1）确定 Y 掺杂位点为最外侧 O-Zr-O 三层结构和次外侧三层结构各掺杂等量 Y
原子；氧空位在最外侧三层结构的两个氧层之间能量差别极小，对体系能量影响不大；

Ni 团簇两种不同的负载方向对 Ni 和 YSZ 间吸附能影响较小；

（2）H2在 Ni 表面由分子物理吸附变为解离化学吸附的能垒极小，可以认为 H2 在

Ni-YSZ 体系直接发生解离化学吸附；当两个解离 H 分别吸附在 Ni 表面两个不同的 hcp
位时，吸附能最小，此构型在能量上最为稳定；

（3）完整地研究了 H2/Ni-YSZ 体系 H2氧化反应两种反应机理，得出基元反应路径

及相应的反应能垒，分析每种反应机理的限速步骤，阐明了 H 溢出在能量上更有利于发

生，在 H2氧化反应中占主导地位，O 溢出不易发生。

本文的理论计算结果详细描述了从原始晶胞建立 Ni-YSZ 阳极原子模型，指出可以

忽略解离化学吸附的过渡态能垒，得出了 H2稳定吸附构型。阐明了 H2氧化基元反应路

径限速步骤及占主导地位的反应机理。有助于后续的分子/原子尺度理论计算，有利于深



入理解 H2燃料电化学反应机理，对 SOFC 阳极反应优化及材料设计具有重要借鉴意义。

参考文献

[1] 彭苏萍. 中国氢能源与燃料电池发展战略及未来展望[J]. 中国工业和信息化, 2023(4): 36-41.

[2] 胡亮, 杨志宾, 熊星宇, 等. 我国固体氧化物燃料电池产业发展战略研究[J]. 中国工程科学, 2022,

24(3): 118-126.

[3] 陈力, 张琪斐, 王丽君, 等. 质子传导型固体氧化物燃料电池材料及电化学性能研究进展[J]. 中国

有色金属学报, 2021, 31(11): 3217-3231.

[4] YAO T, HOU N, GAN J, et al. Enhanced activity and stability of Sr2FeMo0.65Ni0.35O6-δ anode for solid

oxide fuel cells with Na doping[J]. J. Power Sources, 2019, 425: 103-109.

[5] HANNA J, LEE W Y, SHI Y, et al. Fundamentals of electro- and thermochemistry in the anode of

solid-oxide fuel cells with hydrocarbon and syngas fuels[J]. Prog. Energy Combust. Sci., 2014, 40:

74-111.

[6] DE BOER B. SOFC Anode: hydrogen oxidation at porous nickel and nickel/yttria-stabilised zirconia

cermet electrodes.[D]. Enschede: University of Twente, 1998.

[7] ZHU H, KEE R J, JANARDHANAN V M, et al. Modeling elementary heterogeneous chemistry and

electrochemistry in solid-oxide fuel cells[J]. J. Electrochem. Soc., 2005, 152(12): A2427-A2440.

[8] LEE W Y, WEE D, GHONIEM A F. An improved one-dimensional membrane-electrode assembly

model to predict the performance of solid oxide fuel cell including the limiting current density[J]. J.

Power Sources, 2009, 186(2): 417-427.

[9] GOODWIN D G, ZHU H, COLCLASURE A M, et al. Modeling electrochemical oxidation of hydrogen

on Ni–YSZ pattern anodes[J]. J. Electrochem. Soc., 2009, 156(9): B1004-B1021.

[10] LIU S, ISHIMOTO T, KOYAMA M. First-principles study of oxygen coverage effect on hydrogen

oxidation on Ni(111) surface[J]. Appl. Surf. Sci., 2015, 333: 86-91.

[11] MIZUSAKI J, TAGAWA H, SAITO T, et al. Preparation of nickel pattern electrodes on YSZ and their

electrochemical properties in H2‐H2O atmospheres[J]. J. Electrochem. Soc., 1994, 141(8): 2129-2134.

[12] BIEBERLE A, GAUCKLER L J. State-space modeling of the anodic SOFC system Ni, H2–H2O|YSZ[J].

Solid State Ion., 2002, 146(1-2): 23-41.

[13] LIU S, ISHIMOTO T, MONDER D S, et al. First-principles study of oxygen transfer and hydrogen

oxidation processes at the Ni-YSZ-Gas triple phase boundaries in a solid oxide fuel cell anode[J]. J.

Phys. Chem. C, 2015, 119(49): 27603-27608.

[14] BESSLER W G, WARNATZ J, GOODWIN D G. The influence of equilibrium potential on the

hydrogen oxidation kinetics of SOFC anodes[J]. Solid State Ion., 2007, 177(39): 3371-3383.

[15] LIU S S, SAHA L C, ISKANDAROV A, et al. Atomic structure observations and reaction dynamics

simulations on triple phase boundaries in solid-oxide fuel cells[J]. Commun. Chem., 2019, 2(1): 1-9.

[16] MI S, BAO C, LV X. ReaxFF reactive molecular dynamics study on electrochemistry of H2/CO hybrid

fuel in Ni/YSZ anode[J]. Fuel, 2023, 332: 125989.



[17] LIU D, ZHU H, YUAN S, et al. Understanding the oxygen-vacancy-related catalytic cycle for H2

oxidation on ceria-based SOFC anode and the promotion effect of lanthanide doping from theoretical

perspectives[J]. Appl. Surf. Sci., 2022, 576: 151803.

[18] HOU N, GAN J, YAN Q, et al. Improved electrochemical oxidation kinetics of La0.5Ba0.5FeO3-δ anode

for solid oxide fuel cells with fluorine doping[J]. J. Power Sources, 2022, 521: 230932.

[19] KRESSE G, FURTHMÜLLER J. Efficiency of ab-initio total energy calculations for metals and

semiconductors using a plane-wave basis set[J]. Comput. Mater. Sci., 1996, 6(1): 15-50.

[20] KRESSE G, FURTHMÜLLER J. Efficient iterative schemes for ab initio total-energy calculations using

a plane-wave basis set[J]. Phys. Rev. B, 1996, 54(16): 11169-11186.

[21] PERDEW J P, BURKE K, ERNZERHOF M. Generalized gradient approximation made simple[J]. Phys.

Rev. Lett., 1996, 77(18): 3865-3868.

[22] BALLABIO G, BERNASCONI M, PIETRUCCI F, et al. Ab initio study of yttria-stabilized cubic

zirconia surfaces[J]. Phys. Rev. B, 2004, 70(7): 075417.

[23] BADWAL S. Zirconia-based solid electrolytes: microstructure, stability and ionic conductivity[J]. Solid

State Ion., 1992, 52(1-3): 23-32.

[24] MARROCCHELLI D, MADDEN P A, NORBERG S T, et al. Structural disorder in doped zirconias,

part II: Vacancy ordering effects and the conductivity maximum.[J]. Chem. Mater., 2011, 23(6):

1365-1373.

[25] PARKES M A, TOMPSETT D A, D’AVEZAC M, et al. The atomistic structure of yttria stabilised

zirconia at 6.7 mol%: an ab initio study[J]. Phys. Chem. Chem. Phys., 2016, 18(45): 31277-31285.

[26] SHISHKIN M, ZIEGLER T. The oxidation of H2 and CH4 on an oxygen-enriched yttria-stabilized

zirconia surface: A theoretical study based on density functional theory[J]. J. Phys. Chem. C, 2008,

112(49): 19662-19669.

[27] SHISHKIN M, ZIEGLER T. Oxidation of H2, CH4, and CO molecules at the interface between nickel

and yttria-stabilized zirconia: A theoretical study based on DFT[J]. J. Phys. Chem. C, 2009, 113(52):

21667-21678.

[28] ZUO X, JIN W, FENG A, et al. Size-dependent atomic and electronic structures of small-sized Nin (n =

2–10) clusters supported on the anatase TiO2(101) surface: A density functional theory study[J]. J. Phys.

Chem. C, 2022, 126(47): 20163-20173.

[29] FOILES S M, BASKES M I, MELIUS C F, et al. Calculation of hydrogen dissociation pathways on

nickel using the embedded atom method[J]. J. Common Met., 1987, 130: 465-473.

[30] WANG V, XU N, LIU J C, et al. VASPKIT: A user-friendly interface facilitating high-throughput

computing and analysis using VASP code[J]. Comput. Phys. Commun., 2021, 267: 108033.



中国工程热物理学会 学科类

别

学术会议论文 编号：

14xxxx

锂枝晶生长的三维多物理场耦合相场模型

齐国庆 刘训良* 豆瑞锋 温治 周文宁

（北京科技大学能源与环境工程学院，北京 100083）

（Tel：010-62332730， Email：liuxl@me.ustb.edu.cn）

摘 要：锂金属由于其高能量密度和低氧化还原电位，是未来锂离子电池技术中理想的负极材料。然而，

锂负极的枝晶生长会刺穿隔膜使电池正负极短接导致电池失效。为了加深对锂枝晶生长机制的理解以便寻

找更好的抑制方法，本文建立了锂枝晶生长的三维多物理场耦合的非线性相场模型，基于 Comsol 软件求

解器模拟了不同类型的枝晶生长过程，实现了三维结构的树枝状、苔藓状和针状等不同锂枝晶形貌的仿真，

为深入理解锂枝晶生长机制提供了一种三维数值模拟方法。

关键词：锂电池；锂枝晶；三维相场；形貌仿真

0 引言

随着我国在消费电子、航空航天、电动汽车和国防安全等领域的快速发展，人们对电

池的长续航能力、高安全性等有着越来越高的要求[1]。然而，电池充放电过程中，锂枝晶

生长产生死锂、刺破隔膜引发短路以及导致电池产气的问题一直制约着电池的发展[2–4]。因

此，研究锂枝晶的生长机理并寻找有关抑制方法对锂电池的进一步发展具有重要意义。

相场模拟方法由于其可以大大缩减计算量且方便耦合各种物理场，在枝晶生长的研究

中占有越来越重要的地位。随着计算方法的改进与计算能力的提高，枝晶相场模拟正在经

历由一维到多维的转变。自从 Chen 等[5]于 2015 年首次模拟出二维形貌的锂枝晶以来，目

前大部分研究仍停留在二维结构上探究多因素的影响[6–9]。然而，Bistri 等人[10]指出仅从二

维结构模拟锂枝晶生长是不够的，大规模的三维计算虽然计算成本高昂，但应该实现以便

对枝晶生长的三维实验现象有深入理解。最近，Jang 等[11]与 Yang 等[12]进一步丰富了电压、

电流密度对三维锂枝晶的影响理论。目前，Mu 等[13]与 Arguello 等 [14]分别基于开源软件

AMReX 与 MOOSE 模拟了多核心生长的三维锂枝晶与树枝状三维锂枝晶。总体来看，锂

枝晶三维建模研究仍处于起步阶段，相关文献较少，涉及到模拟方法的介绍比较简略。

1本文建立了锂枝晶生长的三维非线性相场模型，并通过调控各项异性参数以及无量纲

化的方法将锂枝晶的形貌由二维扩展到三维，并得到苔藓状、针状等三维锂枝晶形貌。本

文工作为使用相场模型模拟三维锂枝晶提供了一种可行的方法。

1 数学模型

1.1 相场模型

基金项目：国家自然科学基金资助项目（52076012）。

作者简介：齐国庆(1997--)，男，硕士，主要从事锂电池研究。通信作者：刘训良，教授，

liuxl@me.ustb.edu.cn



本文提出的模型是基于 Chen[5]与 Yan[15]的二维锂枝晶非线性相场模型并进行了改进。

相场方法的建立一般基于自由能减小原理或熵增原理，这里采用基于自由能减小原理的相

场方法。引入相场变量ξ（x,y,z,t），表征某时刻系统中各点的物理状态：ξ =1 代表固相的锂

枝晶，ξ =0 代表液相的电解液，0<ξ<1 的区域代表固-液相界面。在固-液相界面上相场变量

连续地从 1 变化到 0，这样避免了直接跟踪固-液相界面。模型假设如下：（1）电解质是二

元稀溶液；（2）电极表面的电子供应充足；（3）电极相是金属锂，忽略固体电解质界面

（SEI）的存在。

系统中的吉布斯自由能可以表示为：

c nh
1( )
2eV

G f c c K c dV         
(1)

式中，� = ��, �+, �− 分别代表 Li 原子，Li+，PF6- 的浓度； e 和 分别是电荷密度和静电

势，它们的乘积表示静电能量密度； nK 是梯度能量系数；V 是任意体积。将浓度无量纲化

a
a

s 0 0

c c c, ,
c c c

C C C 
 

 
   

 
，这里��是 Li 金属的位密度，�0是 Li 阳离子的体积浓度。

上式中的第一项 ch ( )f c 与化学势有关，可以表示为[5,15]:

 2 2 Θ
0ch (1 ) ln ln i i

i
f W c RT C C C C c           (5)

式中，双势阱函数   2 2h (1 )W    用于表征固液之间转变的能量势垒；R 是摩尔气体

常数； Θ
i 是物质 i 的参考化学势。

电化学反应速率 ev 由 Butler-Volmer 方程可以写成下式[5]：

1
0

(1 )exp expe Li
nF nFv k a a

RT RT
     



                
(6)

式中： 0k 是反应速率常数； n 是反应处交换电子的个数，这里取 1；是不对称因子；F

是法拉第常数，为 96485 C/mol；R 是气体常数，为 8.314 J/（kg∙K）；T 是温度，这里取为

300K；过电位 定义为激活过电位 a 和浓度过电位 c 的总和：

a c    (7a)
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在模型中考虑电化学反应，相场模型可写为：

1
0

(1 )exp expLi
nF nFk a

t RT T
C

R
     


                   （8）

相场的时间演变被认为与界面自由能成线性比例，并与热力学驱动力相关的电极反应

呈指数比例，相场可以写为：

   (1 )( ) h ( ) exp expn
n CF nFL g K L

t RT RT 
       


                     

(9)

式中： L 是界面迁移率； L是反应常数； ( )h 
是插值函数ℎ � = �3 10 − 15� + �2 的一

阶导数，以此让电化学反应仅在固/液界面处发生， nK 是梯度能系数。更为详细的相场方

程推导可以在参考文献[5]找到。

三维情况下的各向异性通过修改梯度系数进行调节[16]：

2 ' '

' 2 '
n

' ' 2
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k kk kk
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  
 

  
 
 

(10)

0k [1 cos( )]k    (11)

式中 0k 是前置系数，与表面能有关， 各向异性强度；是各向异性模数；

在三维模型中，将θ定义为界面的单位外法线方向  
2 2 2

, ,x y z

x y z

n
  

  


 


与 xoy 面的夹角，

即
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arctan z
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


 

 
 
  

。

在这个电沉积系统中，电解液主要由锂盐 LiPF6和有机溶剂组成，只考虑 Li+在电解液

中的迁移，迁移的驱动力为浓度梯度和电势差，其通量可以表示为[5,15]：

i i i i i i i
FJ M c D c c
RT
          

  (12)

模型中忽略锂原子与阴离子(PF6-)的扩散，进一步可得到：

eff s
eff

0

D C cC D C nF
t RT c t




          
(13)

式中 effD 是有效扩散系数； sc 是锂摩尔密度； 0c 是电解液体积浓度。

方程右边最后一项代表由于电极表面存在电化学反应而造成的 Li+的产生或消耗速率，



有效扩散系数可以由插值函数表述：

eff s l( ) (1 ( ))D D D hh     (14)

式中 sD 是 Li+在电极中的扩散系数； lD 是 Li+在电解液中的扩散系数。

假设该系统为电中性，由泊松方程描述电荷守恒，添加一个源项来表示由于电化学反

应而消耗或产生的电荷[5,15]：

eff ( , ) Rr t J    (15)

式中 eff 是有效电导率；源项为 R sJ zFc
t






，仅在系统偏离其平衡状态时，在电极-电

解质界面处产生。

类似于有效扩散系数，有效电导率表述为：

eff s l( ) (1 ( ))h h       (16)

式中 s 是电极的导电率； l 是电解液的导电率。

1.2 数值计算方法

使用 Comsol Multiphysics 6.0 中的 PDE 模块，对三维锂枝晶相场方程组进行有限元求

解。为保证运算速度，计算域取为 200×200×350μm3的立方体，在底部中心处设置初始形

核点，相场序参量取值为 1，浓度为 0，电压为-0.1V；顶部的相场序参量取值为 0，浓度

为 1，电压为 0；四周设置为周期性边界条件；内部区域相场序参量初始值为 0，浓度初始

值为 1，电势场初始值为 0。使用处理器为 Intel® Xeon® Processor E3-1230 v2 的台式电脑，

模拟枝晶生长至 160s 的程序计算时间约为 100 分钟。模型中采用的主要参数值如表 1 所示。

表 1 枝晶模拟参数及其无量纲数值

参数 数值 无量纲化数值

势垒高度 W (J/m3) 3.75×10-6 0.25

梯度能系数 k (J/m) 1.5×10-5 0.01

迁移率 Lσ (m3/(J·s)) 2.5×10-6 2000

反应速率常数 Lη (1/s) 1.0 4000

电极扩散系数 Ds (m2/s) 7.5×10-13 0.3

电解液扩散系数 Dl (m2/s) 7.5×10-10 300

电极电导率σs (S/m) 1.0×107 109

电解液电导率σl (S/m) 1.0 100

对称因子α 0.5 0.5

对称因子β 0.5 0.5

各向异性模数ω 4 4



时间步长 t (s) 0.2 5×10-5

模型尺寸 l×b×h (μm3) 200×200×350 2×2×3.5

2 结果与讨论

根据目前的液态电池锂枝晶实验研究，可以将锂枝晶的形貌分为三种类型：树枝状[17]、

苔藓状[18]和针状[19]。在模拟过程中，苔藓状与针状锂枝晶分别是在树枝状的基础上通过加

入噪声和限制锂离子的传输实现其模拟的。本文主要进行了单个枝晶生长的三维模拟，现

实中多枝晶的生长可通过布置多个形核点或加入噪声实现其模拟。

2.1 树枝状锂枝晶的三维模拟

图 1.不同时间树枝状锂枝晶相场(a)、电势场(b)、浓度场(c)分布情况。

图 1 显示了 3-D 树枝状锂枝晶的生长过程与相应物理场的变化。在相场结果中，为了

使枝晶形貌更加清晰，选择显示ξ>0.05 的区域以去除电解质。锂枝晶在起初设置的核点上

逐渐沉积，随着时间的推移，枝晶形貌逐渐向树枝状逼近。40s 时生长出类似花瓣的锂枝

晶，此时枝晶外表面相对平整光滑，中心的主枝与周围侧枝的长度相近。进一步观察可以

看出 Li+在 Z 轴方向沉积较多，侧枝高度上沉积的 Li+高于周围的沉积量。80s 时主枝与侧

枝进一步生长，并出现了轻微褶皱，与侧枝相比主枝上更为明显，这些褶皱预示了二次枝

晶的生长。此时主枝略高于侧枝。120s 时主枝与侧枝上的二次枝晶已经形核并逐渐生长，

主枝上的二次枝晶相对侧枝更具生长优势，侧枝上的二次枝晶主要在高度方向上生长。这

一时刻主枝的生长优势已经得到了体现。160s 时主枝进一步生长，其上的二次枝晶加厚并

在高度方向上形成新的突起。侧枝轮廓更加清晰，但生长较为缓慢。

为了深入理解上述现象的内在机理，进一步分析了锂枝晶形成过程中的电势场与浓度

场，如图 1 中 b、c 所示。由于主要在高度方向存在电势梯度，锂枝晶的生长更易在该方向

沉积，Li 在初始形核点沉积之后，进一步影响了溶液中 Li+的浓度分布，由于主枝尖端附

近 Li+充裕，浓度梯度大，周围 Li+更易在主枝尖端上沉积，而侧枝周围 Li+浓度及其梯度都

较小，进一步导致侧枝上的二次枝晶生长缓慢，上述情况随时间进一步加剧。有研究指出

电压的升高能加速锂枝晶的生长[20]，该现象归因于电势梯度增加后 Li+在 Z 轴方向的沉积

作用增强。而温度的升高会使锂枝晶生长减慢并使其形貌变得光滑[8,15]，这是因为温度升

高增强了 Li+的扩散能力进而使 Li+的浓度分布更为均匀。



为了进一步验证模型的正确性，将 160s 时枝晶各物理场的截面图、二维树枝状锂枝晶

与实验观测的树枝状[17]锂枝晶放在一起比较分析，如图 2、3 所示。

图 2 160s 时以 y=0 截面截取锂枝晶相场（a）、电势场（b）、浓度场（c）的截面图

图 3（a）二维树枝状锂枝晶生长形貌（b）160s 三维树枝状锂枝晶截面图（c）实验观测出锂枝晶形貌[17]

图 2 显示了 160s 时锂枝晶相场、电势场、浓度场的截面，可以发现与文献[5,6,9]报道的

二维物理场相吻合。图 3a 为程序在二维简化的情况下运算出的树枝状锂枝晶，可以发现与

图 3b 截面形貌相一致。图 3c 为实验过程中观测的树枝状锂枝晶，与图 3a、3b 比较可以看

出模型预测结果与实验结果相吻合。

2.2 苔藓状与针状锂枝晶三维模拟

除树枝状锂枝晶之外，实验中还观测到苔藓状锂枝晶和针状锂枝晶[18,19]。本文在树枝

状锂枝晶模拟基础上加入噪声项��� = h'(�)��[6]，可以实现苔藓状锂枝晶的模拟，如图 4

所示。

图 4.不同时间苔藓状锂枝晶相场(a)、电势场(b)、浓度场(c)分布情况。（由于苔藓状枝晶在 x，y 轴

方向生长较快，计算域设置为 4×4×2 的几何体）

从图 4 中可以看出，相较于树枝状锂枝晶，苔藓状产生大量细小的分支，致使枝晶整

体孔隙率增加。对于生长速度，可以看出在 xoy 平面方向上苔藓状锂枝晶生长较快。此结

果与文献[18]中的实验观测一致。



限制锂枝晶在侧枝的生长，只保留 Z 轴方向的 Li+扩散，可得到针状锂枝晶的形貌[6]。

针状锂枝晶的生长过程和相应物理场的变化如图 5 所示。

图 5.不同时间针状锂枝晶相场(a)、电势场(b)、浓度场(c)分布情况。

由图 5 可以看出，在 80s 时针状锂枝晶以达到树枝状枝晶的高度，与树枝状、苔藓状

枝晶相比，针状枝晶在 Z 轴方向上的生长速度最快，更易导致刺穿隔膜使电池失效。此结

果与文献[19]中的实验观测一致。

3 结论

本文开发了一个多物理场耦合的非线性相场模型，通过调节各项异性将锂枝晶的形貌

模拟扩展到三维。使用 Comsol 软件在合理的时间内模拟出三维理枝晶的形貌。然后，利

用此模型模拟了三维结构下树枝状、苔藓状、针状的枝晶形貌，得到了相场、电势场与浓

度场的分布情况。通过三维结构的模拟，发现枝晶的生长主要取决于电压与锂离子扩散作

用的综合作用，三维树枝状结构枝晶底部锂离子沉积较快，使周围枝晶发生融合，主枝表

面褶皱突起较多，二次枝晶上会继续产生新的枝晶形核点，以此将导致三维结构孔隙率的

持续增加。本研究为应用相场方法模拟电沉积过程中三维锂枝晶的生长提供了一种可行的

方法。
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摘要：本文建立了储能磷酸铁锂电池热管理数学模型，在风冷和液冷不同热管理形式下，对比探究了

模组的流道结构、冷却剂条件等参数对电池产热特性的影响规律。结果表明，在风冷系统中采用合适

的流道结构并在模组底部增设导风板和换热翅片，可以有效提高冷却效率，改善温度分布均匀性。在

液冷系统中采用合适的冷板流道结构可有效降低局部高温。对于这两种热管理系统，减小冷却剂温度，

均可降低电池温升，但会增大电芯间温差；增大冷却剂流量，可同时降低电池温升和电芯间温差。液

冷热管理系统的均温特性优于风冷，而对于电池的最大温升，两种热管理形式相当，都可以达到小于

10℃的技术水平。

关键词：储能电池热管理；风冷；液冷；性能分析

1

0 前言

为了实现“双碳”目标，需要大力发展和使用新能源和可再生能源，大幅度提高非

化石能源占比，减少碳排放[1-3]。储能技术是解决新能源和可再生能源大规模应用的有力

手段[4,5]。锂离子电池因其效率高、循环稳定性好、能量密度高的优点，在电化学储能领

域有良好的应用前景[6-8]。锂离子电池在工作过程中会产生热量，如果这些热量不能及时

散除，会导致电池温度升高，危及储能锂电池的安全运行，因此热管理系统是电池正常

运行的保障，保障电池在合适的温度范围内安全工作。

热管理系统主要采取三种方式对电池进行温度控制[9-18]：空气冷却、液体冷却和相

变材料冷却。目前空冷和液冷在储能锂电池热管理系统中的应用较为广泛。

空冷热管理方面，Fan 等[9]采用计算流体动力学（CFD）软件研究了锂离子电池间距

和空气流量对电池组冷却效率的影响。Mahamud 等[10]采用 CFD 软件对圆柱形锂离子电

池进行了模拟计算，发现相较于单向流动冷却，往复流动冷却使电池系统温差降低了约

4℃。Yu 等[11]提出了一种双流道的电池系统空气冷却方式。时天禄等[12]通过模拟计算发

现，进风速度一定时，随电池间距增大，平均温度越低，温差均匀性更好。从冷却效果

看，叉排排布结构最好。

液冷热管理方面，刘霏霏等[13]探究了 18650 型锂离子电池模组的液冷散热效果，发

基金项目：国家自然科学基金项目(52076007)；华电集团揭榜挂帅项目(JBGS2021-03)。



现散热效果不会随着流速的增加而无限提升，相邻流道采用不同流向可以促进散热。王

明悦等[14]通过优化“S”形液冷管的角度和增加冷却液流量，可使模组在高温工况下能

够使电池工作在最佳温度范围 20～35℃之内，同时满足电池组内温差小于 10℃的要求。

Basu 等[15]提出了在流体一侧焊接冷却翅片的方式强化冷却。李睿等[16]提出了一种双向并

联流道的液冷板布局结构。

通过上述文献调研可发现，现有的研究一般是分别针对空冷热管理和液冷热管理系

统开展研究，没有针对某一特定电池模组，对风冷和液冷热管理系统开展对比研究。基

于此，本文目的是建立储能磷酸铁锂电池热管理数学模型，采用数值模拟方法对比研究

风冷和液冷不同热管理形式下的储能锂电池模组的热性能，探究风冷热管理系统的流道

结构、导风板流道布局和进风条件，及液冷热管理系统冷板流道布局和冷却剂初始条件

等参数对电池产热特性的影响规律，对比分析风冷和液冷热管理系统中电池的温升和温

差特性。

1 热模型建立

1.1 产热模型

根据 Bernardi 均匀产热理论[19]，把电池当作一种产热均匀的整体，其内部导热系数

各向异性。锂离子电池在充放电过程中的产热量主要由欧姆热、极化热、反应热和副反

应热组成，副反应热相对较小且不稳定，通常忽略不计。电池产热速率�可按以下公式

计算：

� =
�
�

���� − � − �
�����

��
式中：�为锂离子电池充放电电流，A；�为锂电池体积，�3；����为锂电池的开路电势，

V；�为锂电池端电压，V；(���� − �) 为过电势；�为电池的热力学温度，K；�����/��
为电压温度系数(熵变系数)；�为产热速率，W/m³。
1.2 传热模型

电池充放电过程包括热传导和热对流两个过程。锂离子电池内部的热传导方程可以

由傅里叶定律得到：

���
��
��

= �· ���� + �

式中：�为电池的密度，kg/m3；��为电池的比热容，J/(kg·K)；��为电池的导热系数，W/
(m·K)；�为电池的产热速率，W/m3。

锂离子电池表面与冷却工质的对流换热控制方程组由质量守恒、能量守恒、动量守

恒方程组成，分别为：

质量守恒方程

��
��

+ � ∙ ���� = 0

动量守恒方程

�
��

���� + � ∙ ���� ��� =− �� + ��2���



能量守恒方程

�
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���� + � ∙ ������ � = � ∙ (���)

式中：�为工质密度，kg/m3；�为时间，s；��� 为工质速度矢量，m/s；�为工质压力，Pa；
�为动力粘度，Pa ∙ s；��为比热容，J/(kg·K)；�为工质温度，K；�为工质导热系数，W/(m·K)。
2 锂电池储能系统热仿真

2.1 模型参数和边界条件

2.1.1 风冷式储能模组

本文对 280Ah 磷酸铁锂电池模组进行建模仿真。模组结构如图 1 所示，对于本型号

电池，由于充电过程的产热率高于放电过程[20]，因此本文着重探究充电过程中电芯的温

度特性，电芯相关参数如表 1 所示。三维模型如图 2 所示，空气入口为压力入口，空气

出口为风扇，风扇无流动静压为 92.5Pa，风扇的参数与本文实验中模组的实际风机参数

一致，模组的外壁面为空气接触面，换热系数取 4.7W/(m2 ∙ K)，外部温度为 25℃，计算

域初始温度和空气入口温度均为 25℃。

图 1 模组结构 图 2 三维模型示意图

表 1 电芯相关参数

参数名称 参数数值

标称容量 280 Ah

标准充放电倍率 0.5 C

宽度 174 mm

深度 72 mm

高度 204 mm

宽度方向导热系数 0.923 W/(m·K)

深度方向导热系数 0.911 W/(m·K)

高度方向导热系数 19.375 W/(m·K)

比热容 1020 J/(kg·K)

密度 2124.65 kg/m³



2.1.2 液冷式储能模组

液冷式模型如图 3 所示，模组的外壁面为空气接触面，换热系数取 4.7W/(m2 ∙ K)，
外部温度为 20℃，计算域初始温度和冷却液入口温度均为 20℃，表 2 为冷却液相关参

数，冷却液质量流量为 0.026kg/s，边界条件与风冷式冷却的保持一致，以便于进行对比。

图 3 液冷式模型示意图

表 2 冷却液相关参数

参数名称 参数数值

组成 乙二醇：水=1：1（质量比）

密度 1066.3 kg/m³

比热容 3338 J/(kg·K)

导热系数 0.391 W/(m·K)

2.2 网格无关性验证

计算采用非结构网格，并进行局部网格加密处理。电芯温度随网格数的变化趋势如

图 4 所示，从计算结果可以看出，在综合考虑计算准确性和计算量后，选择风冷电池模

组模型的计算网格数为 221 万，如图 5 所示。电芯温度随网格数的变化趋势如图 6 所示，

选择液冷电池模组模型的网格数为 122 万，如图 7 所示。

图 4 电芯温度随网格数的变化趋势 图 5 网格数 221 万的风冷模组网格模型

图 6 电芯温度随网格数的变化趋势 图 7 网格数 122 万的液冷模组网格模型



3 实验

3.1 实验装置

为了验证数值模拟结果的准确性，建立电池模组的充放电实验系统，如图 8 所示。

实验系统由储能变流器、数据采集系统、电池模组、温度信号采集线和电压信号采集线

等组成。由于本文研究对象为单模组，因此只对一个模组进行充放电的实验。电芯表面

温度测点如图 9 所示，共 42 个测点，分别对各个电芯的侧壁面和极柱的温度进行测量。

其中温度采集模块的型号为 DAM-TC16，精度 0.1℃，采用 K 型热电偶。

图 8 电池模组的实验台 图 9 电芯表面温度测点

3.2 实验流程

进行充放电实验的温度记录前，首先对电池进行活化，然后进行 0.5C 倍率的充放电

实验。整个充放电步骤如下：

（1）以 0.25C 倍率恒流充电，至总电压升至 51.1V，以 51.1V 恒压充电，直至电流

降为 0.05C，结束充电，静置 2h。以 0.25C 倍率恒流放电，至总电压降为 35V，结束放

电，静置 2h。该步骤重复进行三次，电池模组的活化过程结束。

（2）打开模组内风机，以 0.5C 倍率恒流充电，至总电压升至 51.1V，以 51.1V 恒

压充电，直至电流降为 0.05C，结束充电，静置 3h 进行降温，待电池最高温降至 25℃后，

以 0.5C 倍率恒流放电，至总电压降为 35V，结束放电，静置 3h。该步骤重复进行三次，

最终温度结果取三次实验的平均值，电池模组的充放电实验结束。

4 结果与讨论

4.1 模型验证

对模组的温度特性进行了模拟计算和实验验证，图 10 为充电结束时电芯各测点的

实验与仿真温度值对比，最大误差为 1.6℃，均方根误差为 0.87℃。从图 10 可看出，电

芯温度分布趋势的计算值与实验值吻合良好，说明本文采用的数值计算模型和采用的相

关物性参数是合理的。

图 10 充电结束时，电芯各测点的实验与仿真温度值对比



4.2 风冷式模组结果讨论

4.2.1 模组的温度特性

在 0.5C 充电倍率的条件下，对模组进行了模拟计算。在初始温度 20℃的条件下，

充电过程中电池各个温度的变化趋势如图 11 所示，可看出，随着充电过程的进行，电池

整体温度升高，同时电芯之间的温差也逐渐增大，充电结束时电池的最高温度、平均温

度、最低温度分别为 31.9℃、29.4℃、23.8℃，电芯间温差为 2.1℃。

图 11 充电过程中电池的温度趋势

充电结束时，电池的温度场和空气的速度场、模组横截面的温度分布如图 12、13
所示，可看出，中间部分的电芯温度较高，最前排和最后排的电芯温度较低，分析是由

于中间部分电芯的前后面均相邻有电芯，存在电芯间互相加热的情况，而最前、后排电

芯只有一面相邻有电芯，因此在冷却过程中，中间部分电芯的温升高于最前、后排电芯。

图 12 充电结束时，电池的温度场和空气的速度场 图 13 充电结束时，模组横截面的温度分布

4.2.2 模组结构的影响

（1）口琴管结构

探究了不同口琴管结构对模组温度特性的影响，口琴管位置及不同结构的口琴管如

图 14、15 所示，不同口琴管结构的效果对比如图 16 所示，可看出，口琴管②的结构可

使得充电结束时电池的各个温度最小，换热面积更大，换热效果更好，因此选择口琴管

②来进行后续的结构优化计算。

图 14 口琴管位置 图 15 不同口琴管的结构 图 16 不同口琴管结构的效果对比



（2）导风板和换热翅片

在口琴管结构②的基础上，为了增大换热面积，提高模组的冷却效率，在电芯底部

加入两块导风板，同时在模组底壁面下加入一组换热翅片，如图 17、18 所示，其中导风

板和换热翅片与周围结构的连接处加入导热结构胶，以保证热量的正常传导。对比效果

如图 19 所示，可看出该优化结构可以有效降低电池的整体温度和电芯间温差，因此选择

增设导风板和换热翅片作为优化后的结构。

图 17 导风板位置 图 18 换热翅片位置 图 19 不同优化结构的效果对比

4.2.3 进风温度和进风量的影响

基于 4.2.2 中优化后的模组结构，本部分探究了进风温度和进风量对模组温度特性

的影响。充电结束时，电池各个温度的变化曲线如图 20、21 所示，可看出，随着进风温

度的降低，电池整体温升呈降低趋势，电芯间温差呈升高趋势，随着进风量的增大，电

池整体温升和电芯间温差均呈降低趋势。

图 20 进风温度的影响 图 21 进风量的影响

4.3 液冷式模组结果讨论

4.3.1 冷板流道结构的影响

液冷条件下，探究了不同冷板流道结构对模组温度特性的影响。冷板①的流道结构

如图 22 所示，该冷板流动方式为单向流动，充电结束时，冷板和电池表面的温度分布如

图 23、24 所示，可看出，随着冷却液流动，冷板右侧温度高于左侧，电芯间温差为 1.4℃，

同时电池底部与冷板接触的部分，左侧温度明显低于右侧，温度分布不均。

图 22 冷板①流道结构 图 23 冷板①的温度分布 图 24 电池表面的温度分布



冷板②的流道结构如图 25 所示，该冷板流动方式为盘旋流动，充电结束时，冷板

和电池表面的温度分布如图 26、27 所示，可看出，随着冷却液流动，冷板中心部分温度

较高，电芯间温差为 0.7℃，同时电池底部与冷板接触的部分，中间部分温度高于周围，

温度分布较为不均。

图 25 冷板②流道结构 图 26 冷板②的温度分布 图 27 电池表面的温度分布

冷板③的流道结构如图 28 所示，该冷板流动方式为反向盘旋流动，充电结束时，

冷板和电池表面的温度分布如图 29、30 所示，可看出，随着冷却液流动，冷板中间温度

略低于外侧，电芯间温差为 0.5℃，同时电池底部与冷板接触的部分，左右两侧温度稍微

高于中间部分，温度分布效果良好。

图 28 冷板③流道结构 图 29 冷板③的温度分布 图 30 电池表面的温度分布

冷板④的流道结构如图 31 所示，该冷板流动方式为双向流动，充电结束时，冷板

和电池表面的温度分布如图 32、33 所示，可看出，随着冷却液流动，冷板温度分布较为

均匀，电芯间温差为 0.6℃，同时电池底部与冷板接触的部分，左右两侧温度稍微低于中

间部分，温度分布效果良好。

图 31 冷板④流道结构 图 32 冷板④的温度分布 图 33 电池表面的温度分布

不同冷却方式的效果对比如图 34 所示，可看出，相较于未优化的风冷式模组的冷

却，液冷的平均温度更低，冷却效率更高。但相较于优化后的风冷式模组，液冷的平均

温度和冷却效率与其接近。相较于优化后或未优化的风冷，液冷的温差均更低。对于液

冷热管理系统，采用反向盘旋冷板流道和交错布局冷板流道可以有效降低电池高温区。



图 34 不同冷却方式的效果对比

4.3.2 冷却液温度和冷却液流量的影响

基于反向盘旋冷板流道的模组结构，本部分探究了冷却液温度和冷却液流量对模组

温度特性的影响。充电结束时，电池各个温度的变化曲线如图 35、36 所示，可看出，随

着冷却液温度的降低，电池整体温升呈降低趋势，电芯间温差呈升高趋势，随着冷却液

流量的增大，电池整体温升和电芯间温差均呈降低趋势。

图 35 冷却液温度的影响 图 36 冷却液流量的影响

5 结论

本文建立了储能磷酸铁锂电池热管理数学模型，采用数值模拟方法对比研究了风冷

和液冷不同热管理形式下的储能锂电池模组热管理性能，获得了不同冷却形式下模组的

温度特性。获得如下结论：

1. 在风冷热管理系统中，采用合适的口琴管结构，并在模组底部增设导风板和换热

翅片，可使原有模组的最大温升从 11.9℃降为 10.6℃，平均温升从 9.4℃降为 7.8℃，电

芯间温差从 2.1℃降为 1.1℃，有效提高冷却效率，改善温度分布均匀性。

2. 在液冷热管理系统中，采用反向盘旋冷板流道可使电芯间温差从 1.4℃降为 0.5℃，

有效降低电池的局部高温。

3. 对于风冷和液冷热管理系统，减小冷却工质温度，均可降低电池温升，但会增大

电芯间温差；增大冷却工质流量，可同时降低电池温升和电芯间温差。

4. 通过对比分析表明，液冷电芯间温差小于 3℃，其均温特性优于风冷。而对于电

池的最大温升，两种热管理形式相当，都可以达到小于 10℃的技术水平。风冷具有简单、

成本低和安全性高等优点，但由于空气的低比热，散热能力有限，温度均匀性较差，因

此适用于小规模储能系统和自然散热条件较好的环境。液冷技术由于冷却液的高比热，

冷却效果较好，同时具有温度均匀性高的优点，但设备成本较高，需考虑安全性因素，

因此液冷适用于大规模储能系统、高温环境或高功率应用场景。在应用中，需要根据实

际需求和条件，选择适合的热管理方法来确保电池的安全和性能。
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摘要：质子交换膜燃料电池内部包含复杂的流动、传热、传质和电化学反应过程。基于 CFD 方法建立

的三维两相多物理场仿真模型成为综合考虑气、水、热、电传输的重要研究工具。本文对大面积 PEMFC

中阴阳极流道转弯处采用圆角或直角结构下，分别开展数值分析。对比仿真得到的极化曲线、压降和

关键物理量分布特征的差异。研究表明，在 0.2 A/cm2的电流密度下，采用直角的流场板阴阳极压降分

别增加了 8%和 22%。膜电极内物理量分布的趋势不变，但直角流场板中靠近阴极出口一侧的膜含水量

更高，且电流密度的分布变化，与阴极侧反应物分布变化一致。总的来看，圆角简化为直角后，对 PEMFC

输出性能即极化曲线几乎无影响。本研究可为今后 PEMFC 多物理场数值分析中模型简化问题提供参考

和指导。

关键词：质子交换膜燃料电池、圆角简化、极化曲线、压降、电流密度

0 前言

作为氢能利用的重要形式和载体，质子交换膜燃料电池（Proton exchange membrane
fuel cell, PEMFC）技术近年来蓬勃发展[1]。PEMFC 作为一种发电装置，其燃料为氢气，

氧化剂为空气或纯氧（一般为廉价的空气）。工作时，其通过电化学反应将燃料中的化学

能直接转变为电能，具有能量转换效率高、零排放、无噪声等优点[2]。考虑了“气-水-
热-电”传输现象的 PEMFC 三维两相计算流体动力学（CFD）模型是研究 PEMFC 内部

多尺度复杂两相流动传热、传质反应现象的重要工具[3]。在三维两相 PEMFC 模型中，

流场板上复杂的流道布置，是决定计算耗时、影响计算结果最为关键的部分。本文拟针

对某款商用大面积流场板流道转弯处圆角、直角简化开展讨论。

1 研究现状

根据流道或通道布置是否可简单由二维平面表征，当前文献中常见流场板可分为二

维、三维两大类。三维流场板如泡沫金属、含阻流块型、三维细网、三维波浪型等流场

板，由于加工成本高，存在压降大或排水性能差等缺点，目前仍未得到大规模推广。典

型的二维流场板包括平行流场、蛇形流场、插指流场和点状流场[4]。二维流场板由于加

工简单，是目前主要采用的设计形式，应用广泛。

不同于实验室研究，商用大面积流场板中，考虑进出口布置、泵功损耗、排水性能、

基金项目：国家自然科学重点基金（No.51836005）及创新群体基金资助（No.51721004）。



流体分布均匀性等，其流道分布不能简单地设置为单一的形式。如图 1 所示，阴阳极反

应气体在流场板平面内沿流动方向可划分为分配区、主流区和汇合区。这样大面积的复

杂流道布置中，不可避免的会引入许多 90°甚至 180°流道转弯部位。当前已有诸多学

者针对商用流场板开展过 CFD 仿真。Chen 等人[5]研究了 7 种关键参数对活化面积 53.3
cm2、三流道蛇形流场板 PEMFC 中内部反应物气体浓度分布的影响。Cheng 等人[6]研究

了湿度对活化面积 80 cm2 的 PEMFC 内部的反应物、水含量分布均匀性的影响。Zhang
等人[7]研究了商用的活化面积 100 cm2 的 PEMFC。研究了操作压力和冷却水流动方向的

影响。可以看到，上述计算域活化面积较真实大功率 PEMFC 中流场板有效面积仍较小，

均对结构做了一定程度的简化。在大面积流场板（超 300 cm2）中，存在了大量局部流

道转弯结构，它们对数值分析中前处理影响显著，直接决定了网格数量和质量。采用直

角转弯方案能够便于结构化网格的划分，同时减小网格量。但这种简化对结果造成的影

响多大，目前尚缺乏对比分析。

本文针对一款有效反应面积 350.6cm2的商用流场板，在流道转弯处采用圆角、直角

结构下，分别开展数值分析。并在三流道典型单元上，对比其对极化曲线的影响。

图 1 阴阳极流场布置

2 模型介绍

2.1 几何模型

阴阳极主流区分别采用了平行和蛇形流道，如图 1 可见。这里值得指出，阳极流量

小，采用蛇形流场板能增大压降从而促进排水；而阴极空气本身流量较大，采用平行流

道便可满足排水能力需求，同时减小泵功。将阴阳极的圆角转弯，均简化为直角，如图

2 所示。

（a）阳极流场 （b）阴极流场



（a）阳极流场简化

（b）阴极流场简化

图 2 圆角简化为直角展示

2.2 物理模型及边界条件

本文建立了三维两相输运模型来研究气体、液态水、电子和质子的传输。模型包含

质量守恒、动量守恒、组分守恒、能量守恒、质子电荷守恒、电子电荷守恒、液态水守

恒和膜态水守恒共 12 个控制方程，如表 1 所列。关键参数取值、边界条件和计算设置可

参见文献[8]。根据在典型单元计算域上网格无关性验证所确定的单元尺寸[9]，厚度方向气

体扩散层（Gas diffusion layer，GDL） /微孔层（Micro porous layer，MPL）/催化层（Catalyst
layer，CL）/质子交换膜（Membrane，MEM）分别选取 10/7/7/8 层网格。最终，直角和

圆角对应的的总网格数目分别为 5300 万和 4800 万。

图 3 模型验证



表 1 三维两相 PEMFC 模型控制方程
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图 3 中是在直角流场板上，仿真得到的极化曲线与实验结果的对比。两种操作压力

下，二者均吻合良好，验证了模型的准确性。

3 结果讨论

3.1 大面积流场板对比

受大面积流场板计算资源的限制，考虑气体流量较小时上述模型易收敛，本文选取

0.2A/cm2为圆角简化直角的对比测试工况。尽管如此，本文得到的定性结论仍适用于大

电流密度下。

由图 4 可知，直角布置时会显著增加流阻，采用直角流场板将使得阴阳极流场压降

分别提高 8%和 20%。阳极因为采用蛇形流道，存在更多的 180°流道转弯，因此压降增

加幅度较高。本文数值分析中，控制二者出口压力相同，因此，压降的增大同时也意味

着内部气体压力的提高。PEMFC 电化学反应主要受到阴极侧氧气还原反应的限制，而

阳极敏感性较低，以下便从阴极侧出发分析关键物理量的变化。

图 4 圆角直角压降对比



图 5（a）中由阴极催化层内的 O2 质量分数对比，可以看出采用直角时，进入催化

层内的 O2要多。尤其是在边缘四周（蓝色虚线所示），可以明显观察到。这是由于采用

直角后，气流转弯处扰动较大，气体更容易从流道进入多孔电极。且直角流场板中，流

体压力增大，迫使气体进入多孔介质中。相应地，直角流场板对应的电流密度也随着反

应物浓度的增大而提高，如图 5（b）中所示。云图中除四个角落区域，内部尤其在阴极

出口一侧也可观察到，直角时高于圆角。

（a）阴极催化层内的 O2质量分数 （b）质子交换膜内电流密度

（c）质子交换膜水含量

图 5 圆角直角性能对比

图 5（c）为质子交换膜中的水含量对比。可以看到直角流场板结构下，膜内主流区

靠近阴极出口（即图中右侧）水含量高。采用直角时水的排出变差，但有利于膜的润湿。

总的来看，图 5（a）-（c）显示的膜电极内物理量直角或圆角下分布特征趋势一致，

差异变化较小。无论直角还是圆角，均呈现如下规律：反应物分布方面，阴级侧氧气质

量分数入口附近较高，随着反应消耗，逐渐降低；电流密度分布方面，受水含量和 O2

浓度的综合影响，阴级出口侧偏低；膜水含量方面，主流区即中间位置水含量高于分配

区。



3.2 三流道典型单元对比

为对比圆角简化为直角对电池输出性能即极化曲线的影响，建立图 6 所示的三流道

典型单元即小面积电池进行计算。该典型单元取自商用流场板的主流区，流道长度取

264mm，计算域边侧取对称边界，进出口延长段为 10mm，有效反应面积均为 13.59cm2。

图 6 三流道典型单元流道示意图

图 7 三流道典型单元极化曲线

图 7 中典型单元下极化曲线显示，圆角和直角输出性能几乎相同。即将流道转弯处

简化为直角，对 PEMFC 输出性能的影响可以忽略。因此，在进行大尺度 PEMFC 的多

物理场 CFD 分析时，可考虑对流道内的圆角转弯进行化简。

4 结 论

本文对一款商用电堆的大面积流场板开展 CFD 仿真分析，对比研究了流道内圆角

简化为直角对结果的影响规律。研究得到的主要结论如下：

（1） 直接会显著增加流阻。对本文所选流场板，在 0.2 A/cm2 的电流密度下，采

用直角的流场板阴阳极压降分别增加了 8%和 22%；

（2）圆角简化为直角后，膜电极内物理量分布的趋势不变，变化较小，反应物、

电流密度、膜态水空间分布特征相似；

（3）典型单元上，圆角简化为直角后，对 PEMFC 输出性能即极化曲线几乎无影

响。

这些结论对开展大面积流场板的数值分析具有一定的指导意义。
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摘要：算法优化中期，存在部分传质单元位于流股的首端和末端、流股上传质单元之间相邻，以及传质单

元在流股上处于聚集状态的现象，使得某些区域不易生成传质单元，致使结构多样性的严重缺失，限制了

更多优质网络结构的产生。本文从传质单元匹配连接过程出发，探究其变化过程中对寻优进程的影响，并

提出单元均分及强制生成优化方法，有效地促进传质单元之间的相互竞争，使得优化中后期质量交换网络

结构的更新和变异具有更加宽广的空间。

关键词：质量交换网络；强制进化随机游走算法；单元均分；强制生成

0 前言
十四五规划和 2035 年远景目标提出要降低单位 GDP 能源消耗，这就要求工厂在进行生

产运行的过程中要最大限度地利用资源，使各种物料和能源得到合理的分配，并保证污染物

的排放量降低[1]。质量交换网络（mass exchanger network，MEN）优化理论的发展对建设资

源节约型企业，实现清洁生产具有重要的指导意义[2]。

自 El-Halwagi 和 Manousiouthakis[3]在 1989 年提出质量交换网络的问题以来，众多学者

通过对模型和算法进行改进以得到年综合费用更低的质量交换网络结构。近年来依靠计算机

技术与算法的迅速发展，对于 MENS 的研究逐渐集中于数学规划法。薛东峰[4]使用超结构数

学模型，分析了现有模拟退火算法（SA）结构上的缺点，将遗传算法嵌入到模拟退火算法

中，提升了算法的性能及计算效率，形成了自适应模拟退火遗传算法。刘琳琳[5]在质量交换

网络问题中，针对质量交换器理论塔板数进行优化，结合分级超结构模型（非凸且解空间大），

并且采用了遗传模拟退火算法进行全局优化，可以有效快速地获得目标解。Tao,S[6]将一种改

进的混合离散粒子群算法用于解决混合整数非线性的质量网络问题，基于二进制编码方法，

将离散变量和 0-1 变量相结合，处理了传质单元个数这一离散变量，使用较短的优化时间得

到了低的年综合费用。马秀宝等[7]针对现有质量交换网络优化方法的不足，将 RWCE 算法[8]

和节点非结构模型[9]应用于质量交换网络的优化过程中，随机减小或增大质量交换器的传质

量，流股分流比及外部贫流股流量，实现了整型变量和连续变量的同步优化，取得了较大的

成功。在优化进程中部分传质单元位于流股上的首端和末端，流股上传质单元之间相邻，以

及传质单元在流股上处于聚集状态的问题，使得结构多样性出现严重缺失，制约了算法的结

构变异能力。

鉴于此，通过分析结构中已存传质单元的位置对优化的影响，本文将提出一种带有传质

单元均分及强制生成的质量交换网络优化方法，并使用 2 个不同规模的算例对其性能进行验

证。

1 质量交换网络数学模型
质量交换网络问题以最小年综合费用（TAC）为优化目标。目标函数如式（1）所示。
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式中，f M
TAC 为年综合费用；CL为单位贫流股费用；L 为贫流股流量；CN 为单块塔板费用；

N 为质量交换器塔板数；CH为单位等效塔板高度费用；H 为填料高度；j 为贫流体编号；i、
ndR、nfR为质量交换器位置。

2 传质单元位置对优化的影响分析
采用有分流节点非结构模型进行质量交换网络的优化，模型中已有传质单元所在的节

点位置势必会影响优化进程中新传质单元的生成和进化，缩小求解质量交换网络综合问题的

搜索域。为有效增强算法的结构变异能力，同时提升节点非结构模型的适应性，需进一步分

析已有传质单元的位置对后期优化进程所带来的影响，以 R1S1（两侧为第一条富流股和第

一条贫流股）为例来展开说明。

1）已有传质单元位于流股的首端。在优化进程中，当选取贫富流股首端上的节点，进

行传质单元的生成时，该传质单元利于生存下来。由式（2）~（4）可知，这是由于当传质

单元在首端生成后，相较于在其他位置上的传质单元，在贫富流股上都获得了较大的传质浓

度差，使得该传质单元的对数平均浓度差也较为理想，具有较强的驱动力。但传质单元在占

据首端位置后，后续的传质单元则无法继续在其前面进行生成，难以实现对流股上优势位置

的充分利用。已有传质单元位于流股首端的示意图如图 1 所示。

图 1 已有传质单元位于流股首端

Fig.1 The existing mass transfer units located at the head of the flow strand
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式中∆y1、∆y2为左、右两侧浓度差；yi,i1,i2
in 、yi,i1,i2

out 为传质单元在富流股端组分的进、出

口浓度；xj,j1,j2
in 、xj,j1,j2

out 为传质单元在贫流股端组分的进、出口浓度，mi, j、bi, j为分传质平衡方

程对应的斜率和截距，LMCDi,i1,i2为对数平均浓度差。

2）已有传质单元位于流股的末端。过程贫流股都得到了充分地利用，此时需要利用外

加贫流股来完成网络的传质任务，使得部分传质单元在流股的末端进行生成，以达到有效利

用外加贫流股的目的。若流股末端存在传质单元后，新生传质单元则无法在其后面的节点上

生成，不利于传质单元更加高效地使用外加贫流股。已有传质单元位于流股末端的示意图如

图 2 所示。

图 2 已有传质单元位于流股末端

Fig.2 The existing mass transfer units located at the end of the flow strand



3）流股上存在相邻的传质单元。如图 3 中的传质单元，2 个传质单元在富流股侧是处

于相邻的状态，在 2 个传质单元之间没有多余的空节点，使得后续的传质单元无法在其中间

进行生成，制约了更多优质网络结构出现的可能性，对优化进程产生消极的影响。

图 3 已有传质单元在流股上处于相邻状态

Fig.3 The existing mass transfer unit is in the adjacent state on the flow strand

4）已有传质单元在流股上处于聚集状态。如图 4，以 R1流股上的 3 个传质单元为例，

由于 3 个传质单元在 R1 流股上的聚集，使得中间区域和前面区域上分别都只有 1 个空节点，

在后面区域却存在 2 个空节点，当进入生成新传质单元阶段时，随机选取 R1 流股上的空节

点进行传质单元的生成，此时新传质单元在 R1 流股中间区域和前面区域生成的几率都仅有

25%，但在后面区域生成的几率却高达 50%。这样会导致新传质单元不易在某些区域进行生

成。

图 4 已有传质单元在流股上处于聚集状态

Fig.4 The mass transfer unit has been aggregated on the stream

3 传质单元均分的优化方法
由上述分析可知，可以对传质单元的位置进行高效地调整，从而提升算法的结构变异

能力，以获得更多优质的网络结构，使得 TAC 具有进一步下降的空间。

3.1 单元均分方法的原理与基本操作

对网络结构中的传质单元进行均分处理，使其在空间中处于一种均匀分布的状态，具

体的处理方式如下。

（1）传质单元的标记阶段

判断贫、富流股的分流组中是否存在传质单元，如存在传质单元，则将该传质单元所

在分流组的位置信息标记为 1；否则将该传质单元所在分流组的位置信息标记为 0，标记过

程如式（5）~（6）所示。
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式中，FMRi,i1和FMSj, j1分别为示富、贫流股上标记的分流组。

（2）分流组数目的统计阶段：

分流组数目的统计方式通过式（7）~（8）来实现。
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式中，FRi为第 i 条富流股上存在传质单元的分流组总数，FSj为第 j 条贫流股上存在传

质单元的分流组总数。

（3）分配系数的生成阶段：

生成分配系数，具体贫、富流股分流组分配系数的生成方式如式（9）~（10）所示。
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式中，mri,i1和msj, j1分别为贫富流股上分流组的分配系数，即传质单元均匀分布后的分

流组编号。

（4）传质单元位置调整和信息更新阶段：

若分流组上存在传质单元，则对其位置进行调整，同时更新传质单元的传质负荷以及

贫、富流股分支上的分流比，信息更新的过程如式（11）~（13）所式；若不存在传质单元，

则重新选取分流组进行判断。
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式中，Wi,mri,i1,i2为分流组位置调整后传质单元的传质负荷，SPRi,mri,i1,i2为分流组位置调

整后富流股分支上的分流比，SPSj,mrj, j1,j2为分流组位置调整后贫流股分支上的分流比。

（5）原有传质单元删除阶段：

当传质单元调整位置和信息更新后，将质量交换网络结构中原分流组中的传质单元进

行删除，此时传质单元在网络结构中处于一种均匀分布的状态。

3.2 传质单元均分方法

以 R2S2 算例为例说明传质单元均分方法对传质单元位置进行调整的方式，采取传质单

元均分方法前后的质量交换网络结构图分别如图 5 和图 6 中所示，传质单元均分前后的节点

信息如表 1 所示。



图 5 均分前的质量交换网络结构

Fig.5 Mass exchange network structure before equalization

图 6 均分后的质量交换网络结构
Fig.6 The mass exchange network structure after equalization

表 1 均分前后的传质单元节点信息
Tab.1 The node information of the mass transfer unit was evenly divided

传质单元 均分前富贫流股上节点信息 均分后富贫流股上节点信息

1 (1,2,1)、(2,5,2) (1,3,1)、(2,4,2)
2 (1,2,2)、(2,3,1) (1,3,2)、(2,2,1)
3 (1,4,2)、(1,6,2) (1,6,2)、(1,6,2)
4 (2,1,2)、(1,2,2) (2,2,2)、(1,3,2)
5 (2,4,1)、(2,3,2) (2,4,1)、(2,2,2)
6 (2,5,2)、(2,6,2) (2,6,2)、(2,6,2)

由表 1 可知，在采取均分方法前，传质单元节点信息中的流股编号 i 和 j、分流编号 i2

和 j2 都没有发生变化，传质单元位置的调整主要是通过节点信息中的分流组编号 i1 和 j1 的改

变得以实现。

3.3 单元均分方法的影响分析

为深入探究传质单元均分方法的应用对质量交换网络优化进程的影响，将传质单元均

分方法加入到 R5S3 算例[10]的优化过程中，得到图 7 的采取传质单元均分方法后的质量交换

网络结构。

图 7 优化过程中的质量交换网络结构
Fig.7 The mass exchange network structure in the optimization process

由图 7 可知，部分传质单元占据了贫、富流股的首端和末端，如富流股 R3 和贫流股 S2

上的传质单元，同时传质单元在流股上相邻和聚集的情况也较为明显，如富流股 R1 和 R4、

贫流股 S3上的传质单元。



图 8 采用均分方法后的质量交换网络结构
Fig.8 Mass exchange network structure with equalization method

从图 8 可知，新传质单元在流股上生成的区域更加多样，有利于新传质单元的生成，

最终在图 7 网络结构的基础上，传质单元的数目由 9 个变成了 10 个，这样会形成已有传质

单元和新传质单元之间相互竞争的局面，进而有效增强结构的进化能力。同时将传质单元的

位置进行调整，使得新单元生成的区域有更多可能性。

4 单元均分方法的提升与有效性分析
由于算法在新传质单元的生成阶段具有一定的随机性，导致一部分处于均匀分布状态

的节点位置没有办法生成新的传质单元，所以在传质单元均分方法的基础上提出了一种带有

传质单元均分及强制生成的质量交换网络优化方法。

4.1 传质单元均分及强制生成方法的提出

首先在一定的周期内，保持传质单元节点信息中的流股编号、分流编号都不发生变化

的基础上，通过对传质单元的编号进行调整，实现传质单元在空间上呈现出一种均匀分布的

状态。每隔一定周期，以 TAC 评价结构的进化状态。将当前周期内的最优 TAC 和上一周期

内的最优 TAC 进行比较，若 TAC 没有发生改变，则认为网络结构长时间处于停滞状态。方

法实行流程图如图 9 所示。

图 9 传质单元均分及强制生成方法实行流程图
Fig.9 Flow chart of mass transfer unit equalization and forced generation method

图 9 中，it 为迭代的步数，ITJF为采取传质单元均分方法的周期，MOD(it,ITJF)=0 表示

当前的迭代步数是采取传质单元均分方法周期的整数倍数；ITQZ为进行传质单元强制生成的

周期，MOD(it,ITQZ)=0 表示目前的迭代步数为进行传质单元强制生成周期的整数倍

数,TACZY,it为当前周期内的 TAC，TACZY,it-1 为上一周期内的 TAC。
4.2 方法的作用分析



采用R5S3算例分析方法的有效性和影响优化进程的机理。设置 ITJF=5105，ITQZ=5106。

迭代到 2108 步时，采取新方法的 TAC 变化曲线如图 10 所示:

图 10 年度总费用变化曲线

Fig.10 TAC change curve
由图 10 可知，当年度总费用下降至 132,405$·yr-1 时，通过传质单元的强制生成，有效

地促进已有传质单元和新生传质单元之间的相互竞争，使得优化中后期质量交换网络结构的

更新和变异具有更加宽广的空间，最终出现了全新的网络结构，年度总费用具有显著的下降

空间。上述的分析表明，当有分流质量交换网络综合进程进入到后期，此时年度总费用长期

保持稳定，若仅采取传质单元均分的方法已无法有效地促进网络结构的变异和更新。传质单

元强制生成方法的加入，能进一步促进均分后网络结构的进化，增强算法的结构变异能力，

在原有的网络结构上生成新传质单元，虽然实时的年度总费用急剧增加，但使可以跳出局部

最优解。

5 性能分析
5.1 R5S3 算例

算例 1为R5S3算例，分别取应用传质单元均分方法的周期 ITJF=1105，2105，3105，…，

8105；进行传质单元强制生成的周期 ITQZ=1106，2106，3106，…，8106。再将 ITJF和

ITQZ之间进行相互组合，根据不同 ITJF和 ITQZ取值时的年度总费用，探究各组参数对有分流

质量交换网络优化的影响，图 11 为其中典型的 3 种参数对应的 TAC 曲线。

图 11 不同 ITJF和 ITQZ取值时年度总费用变化曲线

Fig.11 TAC change curve of different ITJF and ITQZ

图 11 中 D2 为 ITJF=5105、ITQZ=5106 时的 TAC 下降曲线，质量交换网络优化进程前

期通过有效的传质单元均分操作，费用下降到一个比较理想的水平，且在后期依然具有良好

的结构进化和变异能力，一直保持较好的下降趋势，最终费用下降至 129,808$·yr-1。D1 为

ITJF=2105、ITQZ=3106时的 TAC 下降曲线，前期费用能够有效地下降，但由于频繁的采取

传质单元均分操作，反而使得优化效率大大下降，且造成后期的结构进化能力不足，最终费

用下降到 131,823$·yr-1。D3 为 ITJF=8105、ITQZ=7106 时的 TAC 下降曲线，传质单元均分



操作的周期过大，部分结构没有得到有效的均分，无法为费用的下降提供持续的动力，使得

前期费用下降相对较为缓慢，但通过传质单元的强制生成，形成已有传质单元和新生传质单

元相互竞争的局面，在后期具有一定结构变异和更新的空间，整体表现依然不是很好，最终

费用下降到 130,344$·yr-1。

综合来看，ITJF和 ITQZ的取值会影响整个优化进程，当 ITJF取值过小时，传质单元均分

操作采取得过于频繁，会导致很多无效的传质单元均分过程，使得优化效率降低，对优化前

期产生不利影响；当 ITJF取值过大时，在需要均分操作的时候，引导网络结构中进行传质单

元的生成，进而增强算法的结构变异和更新能力，但网络结构没有进行高效的传质单元均分

操作，对结构的影响力不足。ITQZ取值过小时，对优化后期的结构破坏较大，造成结构波动

严重，无法将优势结构有效地保留下来；当 ITQZ 取值过大时，对原有结构的扰动性不强，

很难打破固有的进化方向。

本文所得的网络结构如图 12 所示，优化过程的计算时间为 36,457 秒，文献结果和优化

结果的对比如表 2 所示。

图 12 129,808$·yr-1 对应的质量交换网络结构
Fig.12 Mass exchange network structure of 129,808$·yr-1

表 2 算例 1 优化结果对比
Tab.2 Comparison of optimization results in example 1

参考文献
操作费用/

($·yr-1)
投资费用/

($·yr-1)
No of
units

TAC/
($·yr-1)

Ref[11] 85,203 48,797 8 134,000
Ref[12] 82,416 50,907 7 133,323
Ref[13] 81,301 48,599 9 129,900
本文 81,929 47,879 9 129,808

5.2 R2S2 算例

算例2为El-Halwagi等提出的从冲洗水流和含氨蚀刻溶液中除去铜的MEN综合问题[14]，

主要研究从含氨的蚀刻溶液（R1）和洗涤水（R2）中除去重金属组分铜，在除去铜的过程中，

需要利用两条外加贫流股：S1是 LIX63（一种脂肪族α-羟基肟），S2 是 P1（一种芳香族羟基

肟）。

采取带有传质单元均分和强制生成的综合方法优化算例 2 最终所得的优化网络结构如

图 13 所示，TAC=48,763$·yr-1。

图 13 算例 2 的质量交换网络

Fig.13 The mass exchange network of example 2



算例 2 优化的计算时间为 2,756 秒，所得质量网络结构的 TAC 为 48,763$·yr-1，其中操

作费用为 29,302$·yr-1，投资费用为 19,461$·yr-1，结果对比如表 3 所示。带有传质单元均分

和强制生成的 RWCE 算法所得结果和文献最优结果流股匹配连接以及质量交换器数目一样

的质量交换网络结构，但减少了 S1 的流量，同时 R2和 S2匹配所形成填料塔的填料高度显著

降低。

表 3 算例 2 优化结果数据

Tab.3 Optimization result data of example 2

Method
L1

/(kg·s-1)
L2

/(kg·s-1)
No of
trays

Packed
Height/m

No of
units

TAC
/($·yr-1)

%
difference

Ref[15] 0.276 0.023 4 0.457 3 52,300 7.26
Ref[16] 0.279 0.0186 4 0.33 3 49,000 0.49
Ref[17] 0.281 0.0184 4 0.33 3 49,000 0.49
本文 0.27856 0.0184 4 0.295 3 48,763 0.00

6 结 论
算例的优化结果表明传质单元均分方法有效地提升了算法应用于有分流节点非结构模

型的全局寻优性能，在此基础上提出的单元均分及强制生成的优化方法能进一步促进均分后

网络结构的进化，增强算法的结构变异能力。但为获得更低的 TAC，需要对传质单元均分

周期和强制生成周期做出合适的调整，两种参数都相对取值较大有利于新传质单元和已有传

质单元之间的竞争。
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碳化二钛/黑磷范德华异质结的热电性能
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摘要：我们通过垂直堆叠黑磷和碳化二钛构建出一种新型双层二维范德华异质结，采用密度泛函与非

平衡格林函数相结合的方法模拟计算了不同温度下黑磷、碳化二钛、碳化二钛/黑磷异质结的面向热电

优值。结果表明，室温下(300K)，碳化二钛/黑磷异质结的热电优值约是碳化二钛的 103倍、黑磷的 104

倍。由于异质结构电子能带相互补偿、引入界面增强了声子-边界散射效应，碳化二钛/黑磷异质结具有

比黑磷、碳化二钛更高的电导和更小的声子热导。

关键词：热电性能，范德华异质结，界面，密度泛函，非平衡格林函数。

0 前言

热电材料在制冷和热电转换发电方面具有很大的潜力[1-3]。热电性能可由热电优值

ZT=S2σT/ktot 描述[4,5]，其中 S 为塞贝克系数，σ为电子导热系数，ktot为总导热系数，ktot

为电子热导 ke与声子热导 kph之和(ktot=ke+kph)，T 为温度。从热电优值表达式来看，实现

较高的 ZT 值需要同时具备优异的导电性和较差的导热性。目前，已有一些研究提出了

实现较高 ZT 值的方法，比如通过调制掺杂浓度[6]与能带结构[7,8]等来提高电导和塞贝克

系数，以及通过引入界面散射和晶格缺陷来降低热导率[9-11]。此外，还有一些研究指出，

与块状材料相比，低维材料在改善热电性能方面具有很大的优势[12]，因为低维材料在费

米能级附近的电子态密度变化较大，塞贝克系数较高；并且量子尺寸效应使得声子边界

散射效应增强[13]，从而会削弱热传导，这体现出低维材料在提升热电优值方面具有极大

的优势。在过去的几十年里，有几类二维层状热电材料得到了广泛的研究，例如石墨烯
[14]、黑磷 (BP)[15]、过渡金属碳化物和氮化物 (MXenes)[16]和过渡金属二硫族化合物

(TMDs)[17]等。据报道，黑磷(BP)具有优异的电子、机械、光学和热性能[18,19]，其带隙为

0.3-2.0 eV [20]。未掺杂的 BP 在室温下塞贝克系数(498 μV/K) 很高[21]，但电导率很低(0.001
S/cm)。已有研究表明，通过高浓度掺杂、提升温度可以提高电导率[22]。

二维层状热电材料相邻层之间的相互作用通常用范德华力表征[23]，范德华力允许不

同材料可以在不受晶格匹配约束的情况下自由地集成组合，这有利于构建出具有新功能

的范德华异质结构(vdWHs)[24]。近年来，研究人员通过垂直堆叠不同的二维材料来调节

载流子、声子、光子和激子的激发和输运过程，促进了纳米功能器件的发展[25]。此外，
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在热电材料领域也报道了一些垂直范德华异质结构，例如，有研究证明二硫化钼/石墨烯

范德华异质结因其层间隧穿效应增强导致该异质结构的热电性能要好于二硫化钼[26]。近

年来，石墨烯因其优异的电子输运性能被广泛研究，但其较高的导热系数使其 ZT 值难

以实现进一步的提升[27]。目前，MXenes 因其独特的金属、半导体特性而备受关注，它

们也具有优异的电性能，但其导热性能并不突出[28,29]。MXenes 是过渡金属碳氮化物的

统称，其化学式为 Mn+1XnTn (n = 1，2，3)，其中 M 主要为前几族的过渡金属(Ti，Hf，V，

Cr，Mo，Sc 等)，X 代表 C、N 元素，T 为表面官能团(F、O 或 OH)[30]。MXenes 的零带

隙特征限制了其在电子器件中的应用[31]，但倘若能将这些材料与其他具有互补特性的材

料堆叠在一起，或许能够实现取长补短。

在这项工作中，我们通过将未掺杂的单层 BP 和 Ti2C(一种 MXene 材料)垂直堆叠，

设计出一种新型的双层范德华异质结(Ti2C/BP vdWHs)。采用密度泛函与非平衡格林函数

相结合的方法计算了 BP、Ti2C 和 Ti2C/BP vdWHs 在不同温度下的热电性能参数。结果

表明，室温(300 K)下，Ti2C/BP vdWHs 的 ZT 值明显超过 BP 和 Ti2C，分别是 Ti2C 的 103

倍和 BP 的 104倍左右。此外，我们基于密度泛函理论计算了电子、声子能带结构以及电

子、声子态密度，分析了温度对本征激发和界面散射的影响，对热电性能参数的计算结

果进行了解释。由于异质结中不同元素电子能带的相互补偿，Ti2C/BP vdWHs 的电导率

比 BP 和 Ti2C 都高；由于 Ti2C/BP 界面的引入，声子-边界散射效应增强，Ti2C/BP vdWHs
的声子热导比 BP 和 Ti2C 都低。这便导致了 Ti2C/BP vdWHs 的热电优值得到了显著的提

升，这为在低温下设计和制备具有较高 ZT 值的垂直范德华异质结构提供了新的思路。

1 计算方法

图 1 Ti2C/BP 范德华异质结示意图

Fig. 1 Schematic of the Ti2C/BP vertical van der Waals heterostructure (vdWH) from different views.

1.1 计算设置

图 1 为单层 Ti2C 和单层扶手椅形 BP 通过垂直范德华堆叠形成的异质结构。我们选

取 BP 的 1 × 1 × 1 个晶胞、Ti2C 的 1 × 1 × 1 个晶胞和 Ti2C/BP 异质结的 1 × 1 × 1 个晶胞，

基于密度泛函理论(DFT)计算了电子、声子能带结构和电子、声子态密度。然后选取 BP
的 5 ×5 × 1 个超级晶胞、Ti2C 的 5 ×5 × 1 个超级晶胞和 Ti2C/BP 异质结的 5 ×5 × 1 个超



级晶胞，基于密度泛函与非平衡格林函数相结合的方法(DFT-NEGF)计算了 ZT 值。建模

过程中，原子间最大作用力不超过 0.01eV/Å，真空层在 z 方向的厚度大于 15 Å。所有的

模拟计算都基于 Quantum ATK 软件包 [32,33]。我们使用原子轨道的线性组合计算基组

(LCAO) [35]，密度网格截止值为 75 Hartree。使用 hybrid GGA 泛函描述交换相关势，使

用 Heyd-Scuseria-Ernzerhof (HSE06)混合泛函参数化 [35,36]，并采用递推法计算自能

(self-energy)。为了更好地描述弱范德华相互作用，采用了 Grimme 提出的 DFT-D2 经验

校正方法[37]。在计算能带结构和态密度时，所选结构的布里渊区如图 1 中下方所示，在

Monkhorst-Pack[38]网格中，布里渊区的 k 点网格沿 x、y、z 方向设置为 8 × 8 × 1。在计

算热电性能参数时，布里渊区的 k 点网格设置为 150 × 4 × 4。自洽迭代计算的能量收敛

准则设置为 10−4 eV，电子温度为 300 K。

1.2 密度泛函-非平衡格林函数方法

为了计算出热电优值 ZT，那么便需要先计算出电导σ、塞贝克系数 S 和电子热导 ke、

声子热导 kph，我们采用 DFT-NEGF 法[39-43]，通过计算电子透射谱(Te)可以得到电导σ、
电子热导 ke 和塞贝克系数 S：
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以上式子里的中间函数(洛伦兹函数 Ln)为：
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其中，f 为电子能量 E、化学势μ和温度 T 的费米-狄拉克分布函数；I 为电子电流，

IQ为电子热电流，V 是材料左右电极之间的电势差，q = −e 是电子所带电荷，h 是普朗克

常数。

类似地，通过计算声子透射谱(Tph)，可以得到声子热导 kph：
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DFT-NEGF 方法最初应用于电子输运分析[44]，后来也被用来处理声子输运[45]。由于

所计算的模型尺寸很小(小于电子、声子的平均自由程)，于是电子、声子输运过程可被

视为弹道输运，采用 DFT-NEGF 方法可以给出精确的量子输运结果，而不需要任何近似
[39]。但是这种将电子、声子输运视为弹道输运的方法会忽略电子-声子散射和声子-声子



散射 [46]，然而，有研究表明在高温下，声子-声子散射效应对热导率的影响显得非常重

要[47]，因此，采用 DFT-NEGF 方法计算出的高温下的声子热导值会偏高。

2 计算结果

2.1 电性能

2.1.1 电子能带及态密度

图 2 BP、Ti2C、Ti2C/BP vdWHs 的电子能带及态密度（DOS：density of states）

Fig. 2 Projected electronic band structure of (a) monolayer BP, (c) monolayer Ti2C and (e) Ti2C/BP vdWHs.

Projected electronic density of states of (b) monolayer BP, (d) monolayer Ti2C and (f) Ti2C/BP vdWHs. The

zero of energy is set to the Fermi energy.

图 2 展示了通过 DFT 计算得到的 BP、Ti2C 和 Ti2C/BP vdWHs 的电子能带结构和

电子态密度。如图 2(a)所示，BP 为直接带隙半导体，带隙为 1.0 eV，这与图 2(b)中显示

BP 在费米能级附近没有电子态相呼应，这意味着 BP 在室温下的导电性较差，但可以通

(a) (b)

(c) (d)

(e) (f)



过掺杂、表面修饰等方法在费米能级附近引入额外的电子或空穴来提高电导率[50,51]。图

2(c)则说明 Ti2C 的带隙为零，这也意味着 Ti2C 的电子输运能力优于 BP，并且以上计算

结果与已有计算类研究符合较好[48,49]。根据图 2(c)和图 2(d)所示的费米能级附近的投影

能带分布和 Ti 的电子态密度分布来看，Ti2C 表面的 Ti 原子对电子输运性质起着重要作

用。从图 2(e)和图 2(f)可以看出，Ti2C/BP vdWH 的带隙与 Ti2C 一样也为零，这说明该异

质结构继承了 Ti2C 良好的电子输运性质。此外，如图 2(e)所示，由于 P 的存在，Ti2C/BP
vdWHs 的能带占据了比 Ti2C 更多的能级；图 2(f)则体现出 Ti2C/BP vdWHs 的电子态分

布更为均匀，这预示着 Ti2C/BP vdWHs 的电导会高于 Ti2C[52]，这与后文中的电导计算结

果相呼应。

2.1.2 电导与塞贝克系数

图 3 BP、Ti2C、Ti2C/BP vdWHs 的电导与塞贝克系数

Fig. 3 Electron conductance and Seebeck coefficient of BP, Ti2C and Ti2C/BP vdWHs at different temperatures.

(a) Electron conductance and (b) Seebeck coefficient.

如图 3(a)所示，在室温下，未掺杂的 BP 具有非常低的电导[21,53,54]，这比 Ti2C 的电

导要低得多。这是因为在室温下，BP 具有更大的带隙，并且 BP 中的自由电子数远少于

Ti2C[55]。此外，将计算数据与文献数据相对比，计算得到的电导略小于文献[21]中报道

的实验结果，这是因为实验样品通常不是纯净的，往往含有一些杂质，然而正因这些杂

质的存在，会导致其载流子浓度增加，从而使得所测的电导值偏高。对于 BP 而言, BP
的电导随着温度的升高而显著增加，这是因为温度的升高促进了本征激发[56]，从而增加

了载流子浓度，并导致电导增加。然而，电子-边界散射[57]也会因温度的升高而增强，这

会使本征激发导致的电导升高效应减弱。不过这一点与 Ti2C 的电导对温度的依赖性不

同，Ti2C 的导电机制与金属的导电机制类似，即归因于自由电子的定向运动；温度的升

高会加剧电子的热运动，从而增强电子-边界散射，导致电导有所降低。对于 Ti2C/BP
vdWHs，其电导对温度的依赖性与 Ti2C 相似，但是在图中所示的全温度区间段，其电导

比 Ti2C 都要高一些。以上结果说明范德华异质结 Ti2C/BP vdWHs 比 BP 和 Ti2C 的电子

输运性能要好。

从图 3(b)可以看出，在室温下，BP 的 Seebeck 系数较大(843.4μV/K)，而 Ti2C 的塞

贝克系数较小(0.26μV/K)。这可以从图 2(a)和图 2(c)所示的电子能带结构来分析。能带越

陡，意味着载流子能量对其动量的导数越大，这会使得载流子的有效质量(m*)越小。对

(a) (b)



于金属或简并半导体，塞贝克系数与有效质量的关系如下[58]:

2 2
2/3

2

8 * ( )
3 3

BkS m T
qh n
 

 ， (6)

上式中 n 为载流子浓度，其与电导成正比；从该式可以看出，在给定温度下，有效质量

越小，电导越高，塞贝克系数就越小。并且从图 2(e)可以看出，Ti2C/BP vdWHs 的能带

比 BP 的更陡，比 Ti2C 的更缓；因此，异质结的塞贝克系数应低于 BP，高于 Ti2C，这

与图 3(b)所示结果相呼应。

此外，BP 和 Ti2C 的塞贝克系数随温度的变化趋势与电导随温度的变化趋势相反。

然而，Ti2C/BP vdWHs 的塞贝克系数随温度的变化关系是非单调的，当温度在 300-600 K
之间时，其塞贝克系数随温度的变化类似于 BP；然而，在温度为 600K 以上时，则与

Ti2C 相似。这表明，当塞贝克系数差异明显的两种材料堆叠形成新的范德华异质结构时，

不能像单一材料那样可以简单地从其电导随温度的变化趋势来推断这种新结构的塞贝克

系数随温度的变化趋势。

2.2 热性能

2.2.1 声子能带及态密度

图 4 BP、Ti2C、Ti2C/BP vdWHs 的声子能带及态密度

Fig. 4 Phonon band structure of (a) monolayer BP, (b) monolayer Ti2C and (c) Ti2C/BP vdWHs. (d) Phonon

density of states of BP, Ti2C and Ti2C/BP vdWHs.

图 4 给出了 BP、Ti2C、Ti2C/BP vdWHs 的声子色散关系。从图 4 中可以看出，这

三种材料结构的声子能带不存在能量为负的虚拟带，这说明这些结构都是动态稳定的。

从图 4(a)可以明显看出 BP 的声学分支(对应于低能量带)和光学分支(对应于高能量带)，

(a)

(c)

(b)

(d)



且其声学、光学分支的带隙为 15.9 meV，这比图 4(b)所示 Ti2C 的带隙(20.2 meV)要小。

这些数据也与已报道的计算结果相一致[59,60]。此外，BP 的声子能带斜率变化更大，意味

着其具有更高的声速。声速与声子热导的关系一般用下式表示[61]：

1
3ph v m mk C v l ， (7)

上式中 Cv为单位体积比热，vm为声速，lm为平均自由程。相比于 Ti2C ，BP 因其

具有更高的声速而拥有更高的声子热导，如图 5(e)所示。对于 Ti2C/BP vdWHs，由于其

所含原子种类更多，因此其声子能带能覆盖到更多的能级，从而使得声学、光学分支间

的带隙更小，但 Ti2C/BP vdWHs 的光学分支非常窄，甚至只有一个带。值得注意的是，

从图 4(c)中可以看出，Ti2C/BP vdWHs 的声子能带非常平坦，甚至在一些布里渊区高对

称点之间趋于直线，这预示着异质结构的导热性能较差。从图 4(d)声子态密度按能级的

分布来看，Ti2C/BP vdWHs 的最高振动能量(131.33 meV)高于 BP (61.16 meV)和 Ti2C
(77.83 meV)，这说明该异质结构通过 BP 和 Ti2C 的堆叠提供了更多样化的声子振动模式，

这会增强声子-边界和表面散射效应[62,63]。使得 Ti2C/BP vdWHs 的声子热导比 BP 和 Ti2C
都要低，这在图 5(e)中也得到了验证。

2.2.2 声子热导、电子热导及总热导

图 5 BP、Ti2C、Ti2C/BP vdWHs 的声子、电子、总热导

Fig. 5 In-plane thermal conductance (kph, ke and ktot) of (a) monolayer BP, (b) monolayer Ti2C and (c) Ti2C/BP

vdWHs at different temperatures. (d) Electron thermal conductance (ke) of BP, Ti2C and Ti2C/BP vdWHs at

different temperatures. (e) Phonon thermal conductance (kph) of BP, Ti2C and Ti2C/BP vdWHs at different

temperatures. (f) Total thermal conductance (ktot) of BP, Ti2C and Ti2C/BP vdWHs at different temperatures.

固体中的热传导可以归因于电子和声子的传递[64]，在金属中，电子是主要的热能

载体，而在半导体中，声子则是大部分热能的主要载体。从图 5(a)和图 5(b)可以看出，BP

(a) (b) (c)

(e)(d) (f)



的总热导主要由声子贡献，而 Ti2C 的总热导主要由电子贡献。此外，从图 5(a)可以看出，

BP 的声子热导对温度的升高并不敏感(DFT-NEGF 方法忽略了声子-声子散射)，这与 Ti2C
和 Ti2C/BP vdWHs 的声子热导对温度的依赖关系是一致的。然而，由于温度对本征激发

的促进，电子热导则随着温度的升高而显著增加。随着电子-边界散射的增强，由本征激

发导致的电子热导增加效应减弱，这一点与图 3(a)所示 BP 的电导对温度的依赖关系类

似。根据 Wiedemann-Franz 定律[65]，电子热导 ke与电导σ的关系可表示为：

ek LT ， (8)

其中 L 是洛伦兹比率。从图 3(a)可以看出，随着温度的升高，Ti2C 和 Ti2C/BP vdWHs
的电导略有降低，但基本不变；因此，Ti2C 和 Ti2C/BP vdWHs 的电子热导与温度 T 成正

比，如图 5(d)所示。此外，由于 Ti2C/BP vdWHs 的电导高于 Ti2C，因此其电子热导更高，

且随着温度的升高，差异更加明显。然而，由于 BP 和 Ti2C 之间存在声子-界面散射效应，

Ti2C/BP vdWHs 的声子热导比 BP 和 Ti2C 都要小，如图 5(e)所示。值得一提的是，这种

通过降低声子热导来增加ZT值的方法实际上是一种比较普遍的办法[66,67]，而构建界面[68]

则是降低声子热导的方法之一。从图 5(c)可以看出，与 Ti2C 类似，Ti2C/BP vdWHs 的热

导也主要由电子贡献，虽然 Ti2C/BP vdWHs 的电子热导率略高于 Ti2C，但前者的声子热

导远低于后者，因此，如图 5(f)所示，Ti2C/BP vdWHs 的总导热系数仍低于 Ti2C，但高

于 BP。另外，虽然 BP 的声子热导很高，但因其电子热导对总热导的贡献较小，所以

BP 的总热导最低。

2.3 功率因子与 ZT 值

图 6 BP、Ti2C、Ti2C/BP vdWHs 的功率因子(S2σ)与 ZT 值

Fig. 6 (a) Power factor (S2σ) of BP, Ti2C and Ti2C/BP vdWHs. (b) ZT value of BP, Ti2C and Ti2C/BP vdWHs.

综合上述电、热性能的计算结果，可以进一步计算得到功率因子(S2σ)和 ZT 值。从

图 6(a)可以看出，BP 的功率因子随着温度的升高而显著增大，这在很大程度上受其电导

对温度依赖性的影响。Ti2C 的功率因子随温度的变化趋势与 BP 类似，然而，不同之处

在于，它主要受其塞贝克系数对温度的依赖性的影响。但是，Ti2C/BP vdWHs 的功率因

子随温度的变化趋势与 BP 和 Ti2C 不同，其先减小后增大，是非单调的。这也与其塞贝

克系数对温度的依赖性类似。BP、Ti2C 和 Ti2C/BP vdWHs 的 ZT 值随温度的变化趋势与

(a) (b)



其功率因子对温度的依赖性类似，这说明它们的总热导对 ZT 值的影响较小，也就是说，

它们的 ZT 值对温度的依赖性主要受电性能的影响。更重要的是，室温(300 K)下，Ti2C/BP
vdWHs 的 ZT 值和功率因子约是 Ti2C 的 103 倍、BP 的 104倍，这表明由 BP 和 Ti2C 垂直

堆叠形成的范德华异质结构在低温下的热电性能比单一的 BP 或单一的 Ti2C 要好得多。

综合分析 BP、Ti2C 在室温下的电导、塞贝克系数和总热导可知，虽然 BP 的电导很低(只
有 6.55 × 10−7 μS)，但其塞贝克系数却很高(8.43 × 102 μV/K)；Ti2C 的电导(1.004 × 102 μS)
较高，但塞贝克系数(2.6 × 10−1 μV/K)却较低。当将这两种材料垂直堆叠在一起时，所得

到的双层异质结构比堆叠前的单一材料具有更好的导电性能。此外，两种材料堆叠产生

的界面会引入额外的声子-界面散射效应，从而使异质结构的声子热导显著降低。综上，

通过在提升导电性能的同时抑制导热性能，Ti2C/BP vdWHs 的 ZT 值在低温情况下得到

了显著提高。

3 结 论

综上所述，我们通过垂直堆叠 BP 和 Ti2C 构建出了一种新型双层范德华异质结

(Ti2C/BP vdWHs)，并采用 DFT-NEGF 方法研究了 BP、Ti2C 和 Ti2C/BP vdWHs 在不同温

度下的热电性能。计算结果表明，室温下 Ti2C/BP vdWHs 的 ZT 值大约是 Ti2C 的 103倍、

BP 的 104倍。此外，我们基于 DFT 计算了以上三种材料的电子、声子能带结构和电子、

声子态密度，并结合本征激发和界面散射对温度的依赖性，分析并解释了热电性能参数

的计算结果。由于异质结构电子能带相互补偿、引入界面增强了声子-边界散射效应，

Ti2C/BP vdWHs 具有比 BP、Ti2C 更高的电导和更小的声子热导，从而显著提升了异质结

构 Ti2C/BP vdWHs 的热电优值。此外，当温度为 300-900K 时，Ti2C/BP vdWHs 的热电

优值比 BP、Ti2C 更加稳定，这使得该异质结构不需要依赖高温便能获得较高的热电功

率因子和热电优值。以上结果为设计具有优异热电性能的二维功能化纳米器件提供了新

的思路。
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摘要：随着红外仿真成像的应用逐渐广泛，对地表背景的红外辐射特性的研究受到越来越多的重视。土壤-

植被地表作为自然界主要场景，其表面温度的准确计算对地表红外辐射研究具有重要意义。本文对地表与环

境之间的能量交换过程进行了分析，将地表含水量及植被覆盖对地表温度产生的影响进行探究，建立多层地

表温度模型，得到不同时刻及天气情况下地表温度变化情况。通过对比验证表明，该求解模型对于模拟地表

温度具有较好的准确性。在此基础上探究不同因素对地表表面温度的影响，结果表明：表面含水率及叶面指

数的增加均会降低地表表面温度。该温度模型为地表背景的红外仿真提供一定的理论参考。

关键词： 土壤植被；能量平衡；温度模拟

0 引言
随着红外仿真技术[1,2]的不断发展，对民用、军事等领域都发挥着重要的作用。自然地表

的温度变化反映出地表的红外辐射特性，因此对地表背景温度建立准确的物理模型，研究不

同时刻、不同天气条件下的地表温度变得尤为重要，其表面温度准确求解受到越来越多研究

者的关注。

在对地表表面温度的求解方面，部分研究者围绕干湿土壤表面的温度进行研究，由于土

壤表面含水会对土壤表面温度造成影响，故针对含有水分的土壤温度变化情况开展研究。Qin
等[3]详细描述了一种土壤温度变化与土壤水分变化的数值近似方法，模型中的土壤潜热热通

量根据土壤温度变化和土壤水分运动确定，利用地表温度及地表湿度变化在平衡过程中求解

出潜热通量和地表表面温度。Alvens 等[4]提出了一种预测土壤表面温度和土壤蒸发量的建模

方法，基于土壤表面的热流方程，研究了水势梯度、水蒸气增强因子和低水压系数变化带来

的影响。赵海东等[5]考虑了土壤湿度和积雪深度变化，将土壤温度求解模型进一步改进，使

其更好的估算表层土壤温度。Bittelli 等[6]考虑了大气与土壤之间水和水蒸气的热输运条件，

建立了全耦合数值模型。除了土壤含水对土壤温度影响外，部分研究者针对沥青路面含水对

温度的影响进行研究。Jasson 等[7]基于一维传热模型建立了沥青与土壤表面温度模型，阐明

水汽在沥青-土壤输运关系。在地表有植物覆盖的情况下，Herb 等[8,9]研究了干燥和潮湿地表

表面的表面传热过程，建立了植被对表面传热影响模型，开发了潮湿表面蒸发热通量方程，

模拟了裸土、森林等地表温度。Seyed 等[10]分析了秸秆覆盖层对土壤底层的影响，开发和评

估了土壤蒸发量对土壤温度的影响。宣益民等[11]利用随机生成的天然地形及材质，获得天然

地形的温度成像。

综合国内外学者对地表温度求解进展看，实际地表温度受到外界影响的因素[12]较多，地

表表面温度不仅受到外界环境如太阳辐射、风速、空气湿度等因素影响，还会受地表表面物



性参数的影响。但地表以下各层材料物性等其他因素也会对地表表面温度造成影响。故本文

在对地表表面与环境之间的能量交换进行详尽分析的基础上，考虑风速、含水量等对大气与

地表能量交换的影响，并将地表表面以下部分采取分层处理，对地表表面及植被覆盖地表表

面温度模型进行建立，从而对地表表面温度进行较准确的模拟。

1 理论模型
1.1 地表表层能量交换分析

对地表表层与环境之间的能量交换进行分析，太阳发射出来的短波辐射以及大气发射的

长波辐射均被地表表面吸收，并且地表自身也具有一定的温度向外辐射能量。此外，大气与

地面温差的存在造成对流换热；空气湿度与地表含湿量的不同，引起大气与地表之间的潜热

交换。地表之下存在的一定的温度梯度也将地表表面的热量通过导热传向地下恒温层。那么

地表表面与环境之间的热交换过程可以用地表热平衡方程[13]表示：

图 1 地表表层能量交换

那么地表表面与环境之间的热交换过程可以用地表热平衡方程[13]表示：

0s c gE E M H EL G      (1)

式中： sE 表示地表吸收的太阳短波辐射； cE 表示地表吸收的大气长波辐射； gM 表示地表表

面的自身发射辐射； H 表示显热换热； EL 表示潜热换热；G 表示地表表面向地下的导热。

大气辐射与气温与天空中的云量有密切关系，大气辐射的计算公式为[8]

0.08 4
,( 0.67(1 ) )c a a KE CR CR e T   (2)

式中：CR 为表示云量的无量纲参数，取值范围为 0~1， ae 为湿空气蒸汽压， ,a KT 为空气温度。

然而地表表面若含有水分，水分蒸发会引起热量散失，其主要影响因素为表面湿度，风

速及表面温度。潜热换热的传热过程与对流换热过程相耦合，可由下式计算[8]：
0.33

a v s v sat( )( )fc nc aEL L C u C q q     (3)

式中： a 为空气密度； vL 水的气化潜热； su 为风速； fcC 和 ncC 分别为强制对流和自然对流相

关的系数； satq 为饱和比湿， aq 为空气比湿； V 为地表与气温的虚拟温度之差。

地表表面与空气之间存在温差而引起的自然对流，可计算为[14]

0.33
a s v s( )( )p fc nc aH c C u C T T     (4)

式中： a 和 pc 分别为空气的密度和比热， sT 和 aT 分别表示地表表面温度和大气温度。 fcC 和 ncC

分别为与强制对流和自然对流相关的系数。 V 为地表温度与大气温度之差。

地表自身发射辐射热流密度计算方法为：
4
,g s KM T (5)

对于物体表面上某一特定单元，热量平衡控制方程沿表面法向的热量传导表示为
2

2
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

 
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即根据能量平衡方程可进一步得到，并且规定地表吸收的能量为正值。

( , )
S c g

T t zk E E M H EL
z


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
(7)

式中：T 为温度；t 为时间； 为密度；z 为土壤深度；C 为比热容；k 为导热系数。

根据大尺寸地表材质的传热特点，平行于地面两个方向上的温度梯度与沿地面法向方向

的温度梯度相比较小。故可认为热交换主要沿着地面的法向方向，平行于两个地面方向的能

量交换忽略不计。当地表深度达到一定深度时，地表可以看作为温度不发生变化，近似可以

看作恒温，即可以作为下边界条件。

max
|z z constT T  (8)

式中： maxz 为地表计算最深的深度，随地表种类的不同而变化； constT 为地表最深处温度，其

取值随地表类型、季节的差异等而产生变化。

1.2 植被覆盖地表温度模型

而对于植物覆盖地表模型，植物叶面的蒸腾作用会代替地表的部分潜热交换，从而减小

显热通量和潜热通量与环境之间的交换。此外，植物叶面接收到的太阳辐射对地表也会产生

一定的遮挡。故在计算有植物覆盖地面的情况时，应引入植物叶面指数 v对地表表面温度的

影响。植物叶面指数为植物的叶面面积占总占地面积的多少。

图 2 植被覆盖地表能量交换

为了更准确的表示植物覆盖对土地温度的影响，在裸露地表的计算温度模型的基础上，

将植物覆盖地表的模型分为两部分，首先为大气辐射传递给植物冠层的一部分能量，其次为

植物冠层和大气对地表传递的能量。对于大气辐射传递给植物冠层的能量来说[8]，

, , , , 0rad a rad g evap f conv fQ Q Q Q    (9)
4

, (1 )rad a f s c f fkQ E E T      (10)
4 4

,rad g f fk g skQ T T     (11)

, ( ) /conv f a p a f aQ c T T r  (12)

式中： ,rad gQ 为植被和地面之间的辐射通量； ,evap fQ 和 ,conv fQ 为树冠蒸发和对流的热通量； f

和 g 为树冠和地面发射率； aT 和 sT 为植被所在空气和植被地面温度； f 为树冠层反照率； ar
为空气动力学阻力，与风速息息相关。

植被与大气之间的潜热交换是指植被地表蒸发消耗热量，植被表面的潜热换热为[8]

, ( ( ) ) / ( )evap f a v sat f a a sQ L q T q r r   (13)
2

,max ,max200( / ( 0.03 ) ( / ) )s s s s wpr R R R     (14)

式中： sr为气孔阻力系数； ,maxsR 为最大太阳辐射值； wp 为饱和土壤湿度。

对于植物覆盖的地表的能量平衡方程具体的能量平衡方程式为[8]
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0.33
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0.33
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式中： g 为地面反照率； AIL 为植物叶面指数。

地表以下并不是简单的单层结构的存在，而是由多层种类结构叠加组成。故地表以下看

作层层均匀介质，热量沿纵向方向在地表层与层之间进行传导。文献[15]将上述地表的结构简

化为如图 3 所示。采用多层介质模型对地表材质的离散，将地表沿垂直于表面方向离散为若

干层。

图 3 不同地表结构示意图

1.3 地表温度模型验证

为了证明地表模型的准确性，将裸露地表结构简化为如图 3 所示。根据文献[16]实际测得

裸露土地表面的物性参数及由图 4(a)所示天气情况计算。裸露地表材料物性为表面含水率0.6，
导热系数 1.7 W/m∙K，发射率 0.97。得到温度数据与实测对比如图 4(b)。

图 4（a）大气参数数据[16]（b）验证结果对比

由图 4(b)可以看出裸露地表表面温度计算结果吻合较好，裸露地面的最大绝对误差

4.2℃。在有植被覆盖的地表受到叶面的遮蔽，计算过程相对复杂。根据参考文献[13]对实际大

气参数测量以及有草地覆盖的土地表面温度测量，将结果与实际测量结果对比如下图 5 所示。

对于草地覆盖的地面，具有较强的个体差异性，不同长势的草地叶面指数和表面含水率



均不相同。得到测量数据与计算数据的对比图如图 5所示，根据数据得最大绝对误差为2.9℃，

计算结果与实测数据吻合较好。这也进一步证实了该模型对于模拟植被覆盖表面的地表具有

较好的准确性。

图 5（a）大气参数数据[13]（b）验证结果对比

2 结果与讨论
2.1 不同地表温度变化情况

在地表温度模型正确的基础上，为了后续对比方便，风速设置为 1 m/s，大气湿度设置

为 55%。气温及其他参数设置如下图 6 所示。对于不同类型的地表物性参数如表 1 所示，从

而在相同的天气情况下，得到不同类型的地表表面一天的温度变化情况。为了减小初始温度

对地表表面温度产生的影响，在该天气情况下多次计算，得到温度计算结果如图 7 所示。

表 1 材料物性参数[15]

叶面指数 表面含水率 表面吸收率 表面发射率

草地 2.5 0.2 0.98 0.50
灌木丛 4.7 0.3 0.74 0.95

裸露地表 0.85 0 0.60 0.70
人工草皮 1 0 0.92 0.95

图 6 大气参数设置

由上述数据得到图 7 不同类型地表温度变化情况。由图 7 可以看出人工草皮在一天内的

温差变化较大，灌木林的温差变化较小。一般来说地表植物在白天吸收太阳辐射温度升高，

在夜间散热。通过数据可知人工草皮受太阳照射后升温较快并且夜间降温迅速，相比之下灌



木丛和草地一天内温差变化较小，白天虽受到太阳光照射，但由于植物叶面指数以及表面含

水率的增加，植物的蒸腾作用大，与环境能量交换大，使得植物表面温度较低，在夜晚植物

表面温度相较于裸露地表温度较低。灌木丛以及草地一天内的温差相对较小，与文献[10]的结

果一致。

图 7 不同类型地表温度变化

2.2 表面含水率影响分析

表面含水率表示地表含水量的多少。在表面含水率分别为 0.3、0.5、0.7 的条件下，按照

图 6 大气参数计算草地一天温度的变化情况。由图 8 数据可知，随着表面含水率的不断增大，

草地表面的温度整体下降。由于表面含水量的增加，表面与空气的潜热交换不断增大。在地

表比较湿润的条件下，地表水分蒸发，从而吸收较大能量，使得表面温度较低；而在地表比

较干燥的条件下，地表水分蒸发的较少，从而潜热交换较少。

图 8 表面含水率对温度影响变化

2.3 叶面积指数影响分析

叶面积指数即一块地上植物叶片的总面积与总占地面积的比值。在地表为草地的条件下，

分别设置叶面积指数为 2.5、2.0、1.5 计算草地一天温度的变化情况，可以得到如图 9 所示草



地表面温度变化情况

图 9 叶面指数对温度影响变化

由图 9 可以看出随着叶面指数的增大，草地一天的表面温度整体降低。由于叶面指数的

增大，植物叶片面积所占的比值增大。而植物叶片面积与植物蒸腾作用息息相关，蒸腾作用

是植物体内水分通过植株表面向大气中散失的过程。叶面指数越大，植物蒸腾作用越明显。

此外叶面指数[16]间接影响植物气孔阻力，气孔阻力越小，水气扩散越大，即蒸腾作用越大。

植物蒸腾作用越大，从而植物与大气交换能量越多，导致植物表面温度整体下降。

3 结论
本文对地表表面与大气环境之间的能量交换过程进行了分析，对地表以下结构分层处理，

得到了地表表面瞬态温度变化。在验证该温度模型准确的基础上，探究不同因素对地表表面

温度的影响。结果表明：不同类型的地表温度变化趋势有所不同。一天内人工草皮的温差变

化较大，白天升温较快并且夜间降温非常迅速，而灌木丛和草地受到植物叶面指数以及叶面

含水率的影响，温差变化较小。表面含水量的增加，地表水分蒸发，从而吸收较大能量，使

得表面温度较低。叶面指数越大，植物蒸腾作用越明显，从而植物与大气交换能量越多，导

致植物表面温度整体下降。
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摘要：氢燃料电池的阴极催化层是电化学反应的场所，决定了电池的性能。本文研究催化层沿厚度方

向离聚物和铂载量梯度化分布对电池性能的影响。基于团聚体模型模拟催化层的反应输运过程，采用

COMSOL 求解获得不同催化层结构参数下的极限电流密度 Imax与最大功率密度 Pmax。采用神经网络模

型获得‘结构-性能’的内在关联，并与遗传算法相耦合，对阴极催化层结构参数进行优化。结果表明：

采用梯度催化层能够显著提升催化层性能，最优梯度分布为铂负载量和电解质体积分数从质子交换膜

到气体扩散层逐渐减少。

关键词：氢燃料电池，阴极催化层，神经网络，遗传算法

0 前言

催化层进行梯度化设计是减缓铂颗粒衰退、提高电池性能和耐久性的有效方法之

一。催化层中构建梯级结构的方式有很多，包括离聚物含量、铂载量、铂颗粒粒径的梯

度分布等[1]。部分研究学者认为，在靠近质子交换膜侧使用较高的离聚物含量，以减小

质子传导阻力；而在气体扩散层可以采用较低的离聚物含量（较高孔隙率），以此来改善

氧气的传质过程。因而催化层离聚物含量从质子交换膜向气体扩散层的递减梯度分布比

均匀分布或递增梯度分布具有更优的输出性能[2-4]。与离聚物含量的梯度设计不同，催化

层内铂载量如何梯度分布才能优化燃料电池输运性能尚未达成共识[6-7]。

本文基于团聚体一维模型得到的两个控制方程，分别在无梯度和有梯度的情况下，

使用 COMSOL 进行了求解，得到不同结构参数组合下的 Imax 与 Pmax，构成数据集，用来

训练神经网络模型。在验证了神经网络模型的准确性后，将其与遗传算法相耦合，对质

子交换膜燃料电池（PEMFC）阴极催化层的结构参数进行优化。得到阴极催化层无梯度

情况下的最优结构参数组合，以及有梯度情况下的铂负载量和电解质体积分数的最优梯

度分布。

1 催化层团聚体模型

1.1 控制方程

团聚体模型所得到的两个控制方程是本文求解的对象，两个控制方程分别为：

基金项目：本文受国家自然科学基金（52206110）的资助
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这里，
effk 是有效质子电导率，是活化过电势， E 是引入的内扩散有效因子，表

示内扩散有影响时的反应速率和无影响时的反应速率的比值， lk 是物质的反应速率系

数， effA 为催化剂有效比表面积， aggr 和 agg 分别为团聚体半径和离聚体膜厚度， agga 为

单位体积 CL 中团聚体的总外部面积，
2,O mD 为氧气在离聚体内的扩散系数，取

[8]8.45×10-10 2 1m s
2OK 为氧气扩散的无量纲 Herry 常数，指一定温度下溶于电解质中

的氧气量正比于与电解质处于平衡时的氧气分压的比例系数,
2Oc 是氧气浓度，

2

eff
OD 为

CL 内整体的有效氧气扩散系数。

为了消除模型中不同物理量的量纲对模型求解造成的影响，在求解模型的控制方程

之前，需要对控制方程进行无量纲化。z 方向的长度、氧气浓度
2Oc 和过电势是具有

量纲的变量，故需要将其无量纲化。先取三个参考变量与其相对应，三个参考变量分别

为：参考长度：L (m); 参考浓度 inC (mol/m3 )；参考过电势 U（V）。由此可对原控制方

程进行无量纲转化，得到控制方程的无量纲形式：
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1.2 模型的验证

为了证明第二章得到的 PEMFC 阴极催化层团聚体模型的可靠性和合理性，需要对

其进行验证。Jon.P 等[5]经过实验得出了无梯度的燃料电池在 100% RH、80 C 、150 kPa
的工作条件下，不同铂负载量的 i-V 极化曲线。将模型输入在 COMSOL 中，并且设置与

实验工况相同的条件参数，选择铂负载量为 0.003 kg/m2的情况进行验证，验证结果如图

1 所示。



图 1 模型所对比的实验数据以及验证结果

Fig.1 The experimental data compared by the model and the validation results

图中模型计算结果与实验数据点之间的平均误差小于 5%，可以证明团聚体模型具

有足够的准确性。

1.3 计算数据集

本文使用的神经网络模型需要一定量的数据集进行模型的训练，所以在本节的研究

中，会选取部分参数的组合进行计算，作为训练神经网络所需要的数据集。本文的研究

中，首先是在无梯度的情况下，主要改变铂负载量 Ptm 、阴极催化层厚度 CLl 、电解质体

积分数ω三个参数。取三个参数在正常取值范围内的六个取值，共同排列组合成 216 组

数据放进 COMSOL 中进行计算，每次计算每组数据时记录该结构参数的计算结果，得

到对应的极限电流密度 Imax 与极限功率密度 Pmax。最终得到 216 组数据构成数据集，每

组数据由 Ptm 、 CLl 、 、Imax 与 Pmax 五个参数组成。其中三种参数的六个取值写在表 1
中。

表 1 无梯度时三种结构参数的取值

Table1 The values of the three structural parameters without gradients

Ptm ( kg/m2) CLl (m) ω

0.0005 3.00×10-6 0.1
0.001 7.00×10-6 0.2
0.002 1.00×10-5 0.3

0.0025 1.50×10-5 0.35
0.003 2.00×10-5 0.4
0.004 3.00×10-5 0.5

在有梯度情况下，选取了三组结构参数组合固定，在这三组的基础上对其铂负载量

和电解质体积分数的最佳梯度进行了优化。为了加入梯度，将变动的参数改为梯度斜率

Ptk 和 Iok ，铂负载量和电解质体积分数的表达式变为式 5 和式 6。



 0   1Pt Pt Ptm m k x    (5)

0   Iok x    (6)

在计算的时候，仍要注意计算的结构组合会遵从孔隙率约束以及离聚物膜厚度约

束。在数据集的结构参数取值中，需要注意孔隙率和离聚物膜厚度的取值不能为负数。

Pt

CL Pt C

1 11 ( ) 0m f
l f


 


   


(7)

1
CL agg 3

Pt,C

(1 ε )(1 ε )
r (( ) 1) 0

εagg

 
   (8)

其中， f 为 Pt/C 团聚体中 Pt 质量分数, CL 为催化层孔隙率, agg 为团聚体内电解

质占总体积的比例(即二级孔隙占团聚体体积分数)， Pt,C 为团聚体中固体部分(碳载体与

Pt 颗粒)所占体积分数，即为催化剂颗粒的体积分数。

2 神经网络与遗传算法的搭建

本研究使用飞桨(Paddle)AI 在线编程平台进行程序的搭建。在无梯度的情况下，神

经网络模型的程序输入维度为 3，输出维度为 2，两个隐藏节点均为 50 的隐藏层，使用

Tanh 函数作为激活函数，优化算法是 Adam，损失函数是均方误差函数。在有梯度的情

况下输入维度变为 2，其余条件不变。遗传算法部分使用了 Python 的库 Geatpy，简化了

代码，进行快速搭建。搭建完成后，分别在无梯度和有梯度两种情况下使用数据集对神

经网络模型进行训练，并获得其训练过程中的损失函数以及验证的误差，得到较为准确

的代理模型

3 PEMFC 阴极催化层结构优化结果

3.1 无梯度催化层优化结果

无梯度催化层的神经网络模型经过初始化种群数量为 100 个，进化 600 代的遗传算

法优化，得到了无梯度情况下的最优结构参数组合，以及神经网络模型预测的该组合下

的最优极限功率密度。在 mPt = 0.00293 Kg/m2，lCL = 4.78×10-6 m, ω= 0.08 的结构参数组

合下，最大 Pmax=36384 W/m2。

将该最优参数组合输入 COMSOL 中进行验证，得到 Pmax为 37828 W/m2，和神经网

络模型预测的结果相比较，预测结果的误差为 3.81%。证明神经网络模型在数据集之外

预测效果依然可靠，同时也得出了在无梯度情况下的阴极催化层的最优参数组合。将最

优参数情况下的极化曲线绘制在图 2。



图 2 无梯度最优解的极化曲线

Fig.2 The polarization curve of no-gradient optimal solution

3.2 梯度催化层优化结果

梯度催化层在无梯度的基础上进行，选取的三组结构参数如表 2，两种梯度的取值

范围如表 3。

表 2 梯度催化层三种结构参数组合

Table2 Three structural parameter combinations of gradient catalytic layer

Ptm ( kg/m2) CLl (m)

0.0015 3×10-6 0.1
0.00293 4.78×10-6 0.1
0.003 10×10-6 0.1

表 3 催化层梯度取值范围

Table3 The value range of the catalytic layer gradient
组别

Ptk 取值范围 Iok 取值范围

lCL = 3 m [-0.019, 0.002] [-0.059, 0.035]
lCL = 4.78 m [-0.015, 0.003] [-0.106, 0.019]
lCL = 10 m [-0.100, 0.005] [-0.174, 0.059]

与无梯度同样的方法，优化后得到的最优梯度。首先是 3m 组的最佳梯度，分别是

Ptk = - 0.01875， Iok = 0.034483，在该最优梯度下的 Imax = 88000 A/m2，Pmax = 35857
W/m2，同样参数的无梯度催化层性能参数为 Imax = 58000 A/m2，Pmax = 25816 W/m2，相

比于无梯度 Imax 提高了 51.7%，Pmax 提高了 38.9%。无梯度与有梯度对比的极化曲线为图

3。



图 3 催化层 3m 时无梯度与有梯度对比的极化曲线

Fig.3 Polarization curve with no gradient and gradient contrast at 3m of catalytic layer

4.78m 组的最佳梯度，分别是 Ptk = - 0.01465， Iok = 0.018182，在该最优梯度下

的 Imax = 83000 A/m2，Pmax = 33212 W/m2，同样参数的无梯度催化层性能参数为 Imax =
78000 A/m2，Pmax = 30775 W/m2，相比于无梯度 Imax 提高了 6.4%，Pmax 提高了 7.9%。对

比的极化曲线如图 4 所示。

图 4 催化层 4.78m 组时无梯度与有梯度对比的极化曲线

Fig.4 Polarization curve with no gradient and gradient contrast at 4.78m of catalytic layer

10m 组的最佳梯度，分别是 Ptk = - 0.1， Iok = 0.058824，在该最优梯度下的 Imax =
81000 A/m2，Pmax = 34760 W/m2，同样参数的无梯度催化层性能参数为 Imax = 50000 A/m2，

Pmax = 17737 W/m2，相比于无梯度 Imax 提高了 62%，Pmax 提高了 96%。对比的极化曲线

如图 5 所示。



图 5 催化层 10m 组时无梯度与有梯度对比的极化曲线

Fig.5 Polarization curve with no gradient and gradient contrast at 5m of catalytic layer

4 结 论

本文通过神经网络和遗传算法相耦合的方法对燃料电池进行了优化，得到结论：

(1) 梯度催化层相比于无梯度催化层，提高了 Imax 和 Pmax。3 m 组梯度催化层相比

于无梯度，Imax 提高了 51.7%，Pmax 提高了 38.9%；4.78 m 组相比于无梯度，Imax 提高了

6.4%，Pmax 提高了 7.9%；10 m 组相比于无梯度，Imax 提高了 62%，Pmax 提高了 96%。

(2) 铂负载量和电解质体积分数从质子交换膜到气体扩散层减少是最佳梯度分布。3
m 组最优梯度是 Ptk = - 0.01875， Iok = 0.034483；4.78 m 组最优梯度是 Ptk = -
0.01465， Iok = 0.018182；10 m 组最优梯度是 Ptk = - 0.1， Iok = 0.058824。
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摘要：本文提出一种夹层旋涂的方法制备 PDMS-SiO2涂层，基于 SEM 的涂层表面二维表征图片，构

造了表征 PDMS-SiO2表面微结构的参数化几何模型，采用 VOF 方法仿真探究 SiO2颗粒大小、间距和

浸没深度等形貌参数对 PDMS 涂层浸润性的影响。研究表明：制备得到的 PDMS-SiO2 涂层比纯

PDMS 涂层的疏水性有明显提升；通过降低 SiO2的埋没深度、提高 SiO2颗粒的间距、提高微结构的

本征接触角以及掺混粒径较小的 SiO2颗粒能够有效提高所制备的 PDMS-SiO2涂层的疏水性。

关键词：PDMS；SiO2；SEM；浸润性；VOF

0 前言公式节 (下一节)

当前国内外科研工作者根据对浸润特性所进行的研究，制备了种类繁多的具有不

同功能材料表面，用于储能[1]、金属材料防护[2]、防结冰[3]、玻璃防雾[4]、水下行进减阻
[5]、石油与海水分离[6]等功能疏水材料表面的研制方兴未艾。

粗糙结构和低表面能物质是制备疏水表面的两个关键因素 [7]。聚二甲基硅氧烷

(PDMS)因其优异的性能，已被用于制造各种疏水表面。传统氟硅烷会污染环境且不易

降解[8]，而 PDMS 具备生物相容性且价格更低[9]。Long 等[10]利用 HCl 将 Al 板蚀刻后并

利用沸水浸泡构建粗糙结构后在表面旋涂一层 PDMS 来制备疏水表面。宋月英等[11]以

四氢呋喃(THF)为溶剂，在 PDMS 中混合纳米级 TiO2颗粒与凹凸棒黏土制备涂层，采用

浸涂的方法在玻璃表面制备疏水涂层。王陈向等[12]利用十二烷基三甲氧基硅烷(DTMS)
对纳米级 SiO2颗粒改性后，以正己烷为溶剂与 PDMS 混合来制备疏水涂层。何强等[13]

通过一种简单的撒粉方法把基体打磨后，在其表面覆盖一层聚二甲基硅氧烷(PDMS)，
采用表面撒粉法将疏水的 SiO2均匀撒在未固化 PDMS 上，固化后制得疏水涂层。

综上所述，旋涂技术是一种获得均匀涂层的简单方法，但蚀刻会破坏基材且操作

过程较为复杂不具普适性；一般制备涂层使用的有机挥发物会对自然环境和施工人员的

健康产生损害；撒粉的方法虽然简单但表面颗粒的容易脱落涂层的耐久性有待测试。因

此本文结合上述方法的优缺点提出了一种夹层旋涂的方法。本方法制备涂层的过程没有

使用额外的有机溶剂，旋涂技术可以获得均匀层状，夹层的方法让底层的 PDMS 相当

于粘合剂使涂层更加牢固，微米级 SiO2只用于提供粗糙结构无需改性，外层 PDMS 在

提供低表面能的同时使被 SiO2完全包埋不易脱落。

Wenzel 模型和 Cassie-Baxter 模型是用于描述表面浸润状态的经典假设模型，但真



实情况下液体对表面的浸润状态是复杂的难以观察和直接描述[14]。不同工艺制备的表

面往往具备不同的形貌和理化特性，通过实验手段来研究表面的浸润性需要消耗大量的

时间以及材料。随着计算机技术的发展，近年来数值仿真技术快速发展，已经有不少学

者针对特定的几何构型或者植物表面展开了浸润特性数值模拟研究。Tian 等[15]提出了

一种基于多相多松弛时间格子玻尔兹曼方法（Lattice Boltzmann Method, LBM）的介观

方法，研究了不同微米级方柱型微结构表面的浸润性。Hosseini 等[16]采用分子动力学模

拟(Molecular Dynamicsmethod，MD)研究了纳米级柱状、锥形等不同形状微结构表面的

浸润性。Liu 等[17]采用计算流体力学方法(Computational Fluid Dynamics，CFD),通过

VOF 模型模拟了美人蕉叶片表面结构形状的浸润特性。LBM 与 MD 因其原理存在着计

算量大、计算时间长、精度受限等缺点，而 CFD 方法更适合宏观尺度的计算。

本文采用一种夹层旋涂的方法制备疏水涂层，若采用纳米级 SiO2颗粒可能会被完

全覆盖导致无法产生较为明显的微结构，且采用 CFD 难以对纳米级结构进行仿真，故

本文采用微米级 SiO2颗粒制备涂层。利用 SEM 对涂层表面进行了二维表征，并根据所

获得的微观形貌建立仿真模型，探究了不同几何参数和物理参数的微结构对浸润性的影

响。

1 涂层的制备、表征与接触角测量

1.1 实验材料与实验仪器

PDMS 和固化剂（分析纯，美国 Dow Corning）；粒径 80 μm 的亲水 SiO2颗粒（雨

木新材料有限公司）；载玻片（广州市悟强实验器材有限公司）；KW-4A 型台式匀胶机

（中国科学院微电子研究所）；JM-A3002 型电子天平（诸暨市超泽衡器设备有限公

司）；DHG-9055A 型鼓风干燥箱（上海一恒科学仪器有限公司）；SL200KS 型光学法接

触角/界面张力仪（美国科诺工业有限公司）；Eclipse-Ti 型倒置荧光显微镜（尼康株式

会社）；SU8200 型高新场发射扫描电子显微镜（株式会社日立制作所）；80 筛网（九峰

筛网厂）。

1.2 涂层制备方法

图 1 PDMS-SiO2涂层制备流程图

本文选取了颗粒直径为 80 μm 的 SiO2颗粒来制备 PDMS-SiO2涂层。根据材料自身

特性，采用一种夹层旋涂的方法来制备涂层，该方法不需要使用其他的有机溶剂，是一

种更加绿色环保的方法。实验过程中用到的载玻片利用分割台均切割成 25×25 mm2大

小并清洗干燥。然后将 PDMS 和固化剂按照质量比 10:1 倒入烧杯中，反复搅动使其混



合均匀，把混合均匀的试剂滴加在切割好的载玻片中心。利用台式匀胶机，以 2000 转

每分钟旋涂 20 秒，在载玻片表面形成均匀的 PDMS 涂层后，使用筛网把 80 μm 的 SiO2

颗粒均匀撒在具有 PDMS 涂层表面试样表面。在 SiO2颗粒中心滴加少量 PDMS，再利

用台式匀胶机在 4000 转每分钟旋涂 20 秒，旋涂一层 PDMS，接着把样品置于鼓风干燥

箱 2 h，温度 100 ℃固化。PDMS-SiO2涂层的制备流程图如图 1 所示。

1.3 扫描电子显微镜观察下的样品

使用 SEM 对所获得的涂层进行二维表征如图 2 所示。图 2（a）为单层的 PDMS 涂

层可以看出其表面是非常光滑的，仅存在极小的不规则形状。图 2（b）是在图 2（a）
的基础上均匀地撒上 80 μm 的 SiO2颗粒，可以观察到表层的颗粒会被部分埋没，埋没

程度不一，均匀分布在涂层表面，且微结构为球形。图 2（c）是在图 2（b）的基础上

再次旋涂 PDMS 涂层，由于再次旋涂的 PDMS 的转速更大，导致 SiO2颗粒表面被覆盖

的同时颗粒间的间距也明细增大，但表面依旧存在有大量微结构。

图 2 扫描电子显微镜观察下的样品

1.4 接触角测量结果

本研究使用光学接触角测量仪器来获得所制备样品的接触角的轮廓照片并使用

Image J 进行曲线拟合来测量接触角，测量结果如下图 3 所示。将测量后的结果填入表

1。从表 1 中我们可以看出，玻璃本身是亲水的，在旋涂 PDMS 后其疏水性明显加强，

在表面涂上 PDMS 涂层能够提高表面疏水性，且其本征接触角为 109.4°。加入 80 μm
的 SiO2涂层所得的接触角明显高于纯 PDMS 涂层的接触角，说明加入 SiO2颗粒在表面

产生的球微结构可以明显提高 PDMS 涂层的疏水性。

（a1）玻璃表面 （a2）玻璃表面 （a3）玻璃表面

（b1）PDMS （b2）PDMS （b3）PDMS



（c1）80 μmSiO2涂层 （c2）80 μmSiO2涂层 （c3）80 μmSiO2涂层

图 3 不同表面的接触角

表 1 接触角测量结果

样品编号 1 2 3 平均值

a 29.7° 42.2° 37.8° 36.56°
b 106.3° 114.1° 107.8° 109.4°
c 128.8° 132.8° 131.6° 131.1°

2 表面浸润特性模型建立

2.1 数值模型

为探究 SiO2对 PDMS 涂层的浸润特性影响，本研究采用 VOF 方法对 PDMS-SiO2

涂层表面的浸润性进行了模拟研究。其控制方程如下：
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其中  是密度；S 是用户指定的源项；p 是压力；I 是单位张量；T 是应力张量；fb

是体积力的矢量；
α
iS 是相动量源项；E 是总能量；H 是总焓； q 是热通量矢量； ES 是

用户自定义能量源项。

2.2 参数化几何模型的建立

根据涂层表面表征可知，样品表面呈现为球状微结构。由于捕捉相界面和接触角

分析的 VOF 模型是瞬态模拟，想要更加精细的模拟所需的网格将消耗大量人力资源与

计算资源。液滴在疏水表面的浸润过程是一个三维的动态过程，但是三维的仿真计算会



带来大量的网格数量，和非常长的求解时间。已经有学者采取二维代替三维的方式来进

行仿真并取得了比较精确的结果[18, 19]。为了对几何模型和物理模型进行简化，需要在

模拟过程中做出以下假设：微结构表面满足原子级平整；不考虑固体表面的弹性形变；

PDMS 在底面表面涂覆均匀且接触角为定值。

二维模拟虽然具备简化模型，减少计算量等优势，但也存在着一些难以避免的问

题。在进行液滴润湿状态的二维模拟时，一旦液滴将微结构上部封闭，因为微结构内的

气体只能在 X-Y 二维平面的运动，无法实现三维模拟的与外界连通，在液面下部和微

结构之间，形成密封的“气室”。本文参考朱毅[19]的设置，进行几何建模时在底面进一

步设计微型通道（如图 4），用于平衡解决气体被封闭的问题。微型通道的宽度为 1 μm
而壁面尺寸为 4000 μm，可以忽略其产生的影响，并将微型通道处的边界条件设为壁面

且接触角为 180°。这是为了防止水无法进入微型通道，但是气体可以自由流通从而解

决气体被封闭的问题。

图 4 微型通道的设置

2.3 边界条件与参数设置

根据所获得的二维形貌，提取微结构的球形特征建立的模型如下图 5 所示。为了与实验

保持一致液滴的半径设置为 900 μm（即液滴体积为 3 μL），之前测定的纯 PDMS 表面

的接触角约为 110°，为方便参数设置故将球状微结构表面和底面（Wall 1）与 PDMS
表面（Wall 2）都设置为壁面且本征接触角为 110°，将微型通道处（Wall 3）的边界条

件设为壁面且本征接触角为 180°。在对称处设置为对称平面，其余设置为压力出口。

空气密度为 1.225 kg/m3；空气动力粘度为 1.85508×10−5 Pa·s；水的密度为 997.561
kg/m3；水的动力粘度为 8.8871×10−4 Pa·s，重力为 9.81 m/s2；表面张力为 0.072 N/m。

图 5 边界条件设置



2.4 模型验证

模型的准确性是进行下一步研究的基础为了对所建立的求解模型进行准确性验

证，选取了纯 PDMS 的光滑表面来进行实验结果与仿真结果的对比。可以从图 6（a）
和（b）中可以看出仿真准确地计算液滴的形态，且仿真的接触角结果与实验测得的接

触角误差仅在 1°以内，可以采用此模型进行后续仿真。

（a）PDMS 涂层仿真结果 （b）PDMS 涂层实验结果

图 6 实验结果与仿真结果对比

3 涂层表面接触角的模拟结果分析

3.1 微结构参数设置

本研究的参数设置如下，微结构颗粒半径 R；微结构间距 P 为两微结构球心之间的

距离；微结构表面本征接触角 A；浸没深度 D 为微结构被埋入 PDMS 的深度；θ为表观

接触角。为了方便描述将数据写为 R20P60A110D5，即表示为微结构半径为 20 μm，间距

为 60 μm，本征接触角为 110°，浸没深度为 5 μm 的微结构参数设置。

图 7 球形微结构参数设计

3.2 微结构几何参数和物理参数对表观接触角的影响

3.2.1 微结构埋没深度的影响

与方柱形微结构不同的是球形微结构并不能直接改变其高度，其“高度”不仅受

微结构半径所影响，也会受到微结构被埋没深度的影响。图 8 分别给出了在平衡状态下

在具有不同埋没深度的粗糙表面上具有相同体积的液滴的形态，浸没深度 D 分别为 70
μm、60 μm、40 μm、10 μm。

如 8 图所示，D=70 μm 时，微结构绝大部分的都被埋没，只有部分露出，此时露出

部分微结构完全被水滴浸没，液滴呈现出 Wenzel 状态。随着埋没深度的减小，当 D=60
μm 时，部分微结构处于已经被液滴完全浸没的状态而部分微结构只有部分被液滴浸

没，即微结构的浸没程度不一。这是一种中间状态该状态介于 Wenzel 状态和 Cassie-



Baxter 状态，目前还没有对该状态进行具体描述模型。而当 D=40 μm 时，即一半的微

结构被埋没时，此时所有微结构都是部分被浸没的状态，液滴为过渡状态。这意味着液

滴与表面的接触形式从 Wenzel 态完全转变为接近 Cassie-Baxter 状态的过渡状态。进一

步减小埋没深度发现液滴仍然处于过渡状态，且由图 9 可以看出在从 D=40 μm 到 D=10
μm 之间此时的液滴形态几乎不再变化，表观接触角也不再继续增大，此时最大值约为

140°（如图 9）。
这说明想要增强涂层的疏水性可以考虑从减少 SiO2颗粒的埋没深度的角度考虑，

一方面可以考虑增大 SiO2颗粒的粒径，另一方面可以考虑减少第二次旋涂 PDMS 的用

量通过上述操作减少 SiO2颗粒的埋没深度。

（a）R40P120A110D70 （b）R40P120A110D60 （c）R40P120A110D40 （d）R40P120A110D10

图 8 不同 D的微结构模拟接触角

图 9 D与θ的关系

3.2.2 微结构间距的影响

图 10 和图 11 分别为平衡状态下，微结构直径与间距的比值 2R/P 分别为 1:1.1、
1:1.5、1:2、1:2.5 时液滴在粗糙表面上的形态和接触角。这与控制方柱型微结构的柱宽

与间距变化类似。由图 10（a）可知，当间距 P 为 88 μm，即 2R/P 为 1.1 时，接触角为

135.5°，粗糙表面的疏水性明显优于光滑的 PDMS 表面。随着微结构间距 P 从 44 μm
增加到 160 μm，即随着 2R/P 从 1:1.1 增加到 1:2，与液滴所接触的微结构数目明显减

少，平衡态液滴的形貌逐渐由近似半圆形变为圆形，说明底部粗糙表面的疏水性明显改

善且表观接触角大约为 150°如图 10（c）。但随着微结构间距进一步增加到 200 μm
时，表观接触角仍在继续增加，液滴还是满足过渡状态。

（a）R40P88A110D10 （b）R40P120A110D10 （c）R40P160A110D10 （d）R40P200A110D10

图 10 不同 P 的微结构模拟接触角



图 11 P 与θ的关系

与方柱型微结构不同，方柱型微结构在知道所有参数后即能通过计算得出比较

精确的表观接触角，此处的球形微结构的浸没程度或者说液固接触面积所占的比例

并不易确定，是一个变量。随着间距的增大，接触角虽然随之变大，但液滴往下坠

的趋势也更加明显了。在间距增大的过程中，液滴所接触到的微结构数目在减少，

但固－液接触面积所占的比例并不是按照相同的比例减少，随着间距的增大液滴底

面由水平逐渐转变为圆弧状如图 12，可以预见的当微结构的间距继续增大到一定值

时达到一个临界一个临界状态，不足以维持在 Cassie-Baxter 状态这时液体会完全浸

没微结构，呈现为 Wenzel 状态。但这一临界间距或许很大，Connington 等[18]研究了

宽度和深度分别为 10 μm 和 40 μm 方柱型微结构，表面本征接触角同样为 110°，

当间距达到 110 μm 左右时，发生了从 Cassie-Baxter 状态到 Wenzel 状态的转变。此

时的间距也宽度比也达到 11:1。
这意味着可以从适当地扩大 SiO2 颗粒间距的角度来考虑实现增强涂层的疏水

性，比如减少单位面积的 SiO2颗粒数目或者采用更加精细的手段来固定 SiO2颗粒位

置等。

（a）P=120 μm （b）P=200 μm
图 12 不同间距的下液面

3.2.3 微结构本征接触角的影响

在此部分中，只改变本征接触角其他参数的设置均相同。将 Wall 1 的本征接触角

分别设置为 50°、70°、90°和 110°。从图 13 中可以看出，当本征接触角为 50°，

此时微结构的表面为亲水，微结构处于一种接近 Wenzel 状态的过渡状态。随着本征接

触角为 70°时，液滴在微结构表面呈现为过渡状态。图 14 更直观地显示，随着本征接

触角继续增加，液滴的表观接触角也逐渐增加。当本征接触为 110°时，表观接触角达

到 149.4°，非常接近超疏水，液滴的最终形貌越来越接近圆形，液滴底部与浸没微结

构的深度也在逐渐减少，接触微结构的数目也在减少，说明粗糙表面的疏水性在不断增

强。结果表明，微结构表面的本征疏水性越高，越容易通过合理结构化的微结构，在其

表面上实现超疏水性。



所以想要提高涂层的疏水性应当有限考虑具备高本征接触角的材料，但这也需要

综合考虑环保性、经济性、耐久性方面的问题。

（a）R40P160A50D10 （b）R40P160A70D10 （c）R40P160A90D10 （d）R40P160A110D10

图 13 不同 A 的微结构模拟接触角

图 14 A 与θ的关系

3.2.4 微结构粒径的影响

在表观状态下，在具有不同微结构半径的粗糙表面上具有恒定体积的液滴的形态

示于图 15 中，其中微结构半径 R 分别为 10 μm、20 μm、30 μm、40 μm，微结构间距分

别为 22 μm、44 μm、66 μm、88 μm，同时也控制埋没深度为相同的比例。之所以这样

设置是因为在模型建立时不能使两个相邻的微结构相切。所以这里控制了两相邻的微结

构之间留有微结构直径 10%的间距来控制 2R:P 为定值 1:1.1 来模拟颗粒这间紧密相挨，

这与控制方柱型微结构的柱宽与间距比相同类似。

由图 15 可知，此时因为微结构的“高度”是足够的，所以所有的液体与微结构的

接触形式满足接近 Cassie-Baxter 状态的过渡状态，后续理论分析可以采用 Cassie-Baxter
的理论公式进行分析。随着微结构的半径增大，虽然液滴底部所覆盖的微结构数目逐渐

减少，但是液滴形态几乎没有显著变化，所呈现出来的表观接触角也几乎是一致的如图

16。
当控制 2R:P 为定值时，表观接触角几乎是一致的，根据 Cassie-Baxter 方程，说明

此时的固液接触面积占总接触的面积的比例是不变的。结果表明，当粒径和间距的比值

为定值时，液滴对这些微结构表面的浸没程度几乎一致，会呈现出大小相差不大的表观

接触角，产生类似的疏水效果，这说明在一定程度上可以忽略 SiO2粒径大小的影响。

（a）R10P22A110D2.5 （b）R20P44A110D5 （c）R30P66A110D7.5 （d）R40P88A110D10

图 15 不同 R 的微结构模拟接触角



图 16 R 与θ的关系

3.3 复合结构产生的影响

目前已知的最低表面能的物质的本征接触角约为 120°。由 Wenzel 方程可知表面

的微小结构导致的粗糙度可以改变表面表观接触角，本征接触角相同时，疏水表面的粗

糙度越大表面将越疏水，故在这里可以考虑复合微结构（如图 17）的影响。图 18（a）
在图 18（b）的基础上，在 R=40 μm 的微结构表面添加了部分 R=10 μm 的微结构，从

而构成复合结构。图 18 对比了复合结构和不同本征接触角条件下的微结构表观接触

角，可以看出复合微结构的表面虽然本征接触角为 110°，但是明显优于无微结构的表

面，与本征接触角为 120°微结构表面具有几乎相同的表观接触角相当，说明二者疏水

性相当这意味着可以通过引入复合微结构可以改善表面的疏水效果。

从图 17 中可以看出，上层微结构完全被液滴浸没处于 Wenzel 状态，整体呈现为

Cassie-Baxter 状态，关于复合结构有公式（5）[20]：

FH 0 s 0 scos cos 1r f f    (5)

其中 FH 是复合状态的表观接触角（°）； 0r 是次级表面的粗糙度； 0 是次级表面

的本征接触角（°）。
这说明在涂层制备过程中可以通过掺混不同的粒径的 SiO2来制备复合结构实现对

涂层疏水性的增强。

图 17 复合结构放大图

（a）复合微结构 （b）R40P120A110D10 （c）R40P120A120D10 （d）R40P120A130D10

图 18 复合结构的和不同 A 的微结构模拟接触角



4 结 论

本文采用夹层旋涂的方法制备了 PDMS-SiO2涂层，并通过 SEM 对涂层表面进行表

征。为进一步探究 SiO2颗粒对 PDMS 涂层浸润特性的影响，基于表征结果建立参数化

几何模型，分析了颗粒埋没深度、颗粒间距、颗粒粒径、颗粒表征接触角和复合结构等

参数的影响。主要结论如下：

（1）SiO2颗粒在 PDMS 涂层表面形成球型微结构，提高其表面疏水性；

（2）适当降低 SiO2的埋没深度、在一定范围内提高 SiO2颗粒的间距、提高球型微

结构表面的本征接触角和在粒径较大的 SiO2颗粒中掺混粒径较小的 SiO2颗粒形成复合

结构都能够有效提高 PDMS-SiO2涂层的疏水性；

（3）粒径与间距比不变的条件下，改变 SiO2 粒径，对 PDMS-SiO2涂层的疏水性

几乎没有影响。
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摘要：NaCl-MgCl2-CaCl2三元氯化物熔盐是下一代聚光太阳能发电潜在的传热储热材料。

本文将第一性原理模拟结果作为数据集，采用神经网络机器学习方法开发了三元氯化物

熔盐相互作用势，进行深度势分子动力学（DPMD）模拟，预测了 NaCl-MgCl2-CaCl2熔

盐在 773-1173 K 下的局域结构和热物理性质。结果表明，DPMD 模拟可以准确地计算三

元氯化物熔盐的局域结构和热物性参数。阴离子 Cl-与阳离子的结合能力强弱为 Mg2+ >
Ca2+ > Na+，配位数随温度升高逐渐降低，熔体结构逐渐松散无序。此外，密度、比热容

和热导率等热物性参数均与实验测量值符合良好。这些表明 DP 势可以通过对复杂原子

间相互作用的恰当描述，准确模拟熔盐的液相熔体结构和热物理性质。

关键词：机器学习，深度势，分子动力学，微观结构，热物性

0 前言

带有储热系统的聚光太阳能热发电（Concentrating Solar Power, CSP）在过去的几十

年中一直受到广泛关注[1,2]。由于蒸汽压低、使用温度宽、黏度小、稳定性好等优点，熔

盐作为传蓄热介质已经成功应用于 CSP 中[3,4]。美国国家能源局提出的第 3 代 CSP 路线

图中，将采用超临界 CO2布雷顿循环系统代替现有的蒸汽朗肯循环系统进行发电[5]。这

项新技术要求传蓄热介质的工作温度为 520~720 ℃，而目前国内外普遍使用的是 Solar
Salt 和 Hitec 熔盐[6,7]，其工作温度较低，无法满足使用需求。氯化物熔盐具有良好热稳

定性，是未来 CSP 电站的良好储能介质[8]。为了给下一代 CSP 提供更多的基础数据，本

文将采用深度势分子动力学（deep potential molecular dynamics, DPMD）模拟系统研究

NaCl-MgCl2-CaCl2熔盐的局部结构和热输运性质。

田等[9]将二元氯化物共晶熔盐（52%NaCl-48%CaCl2）与商业化硝酸盐热物理性质和

经济效益结果表明，二元氯化物熔盐是一种很有前途的高温蓄热材料。魏等[10]开发了一

个新型 NaCl-MgCl2-CaCl2 三元共晶氯盐，比热容、密度和粘度等热物性数据表明其在高

温太阳能热能存储领域具有重大应用潜力。杜等[11]分析了 NaCl-MgCl2-CaCl2三元共晶熔

盐的热稳定性，结果表明三元盐在 650°C 以下具有良好的稳定性。开展高温熔盐结构信

息的实验研究比较困难，高温、高腐蚀性和高毒性也容易造成实验数据的波动和误差。

随着计算机科学和经验势函数模型的发展，高精度的第一性分子动力学（AIMD）

模拟逐渐应用在熔盐微结构和热物性的模拟领域。Galamba 等[12]使用 AIMD 方法研究了

BMHTF 刚性离子和绝热壳模型势分子动力学，发现 AIMD 可以准确描述熔融 NaCl 结构



和动力学特征。梁等[13]对熔融 MgCl2 进行 AIMD 模拟，结果表明，熔体主要由 4、5 配

位主导，局部对称性更像八面体，AIMD 模拟给出了令人满意的结构和热输运特性。卜

等[14]对熔融 CaCl2的 AIMD 研究表明熔体中的六配位结构占主导地位，网络结构中充满

了扭曲的八面体。升温可以加速离子的运动，但对熔融 CaCl2的局部结构没有明显影响。

徐等[15]对 NaCl-MgCl2二元熔盐的研究表明 Mg2+离子 5 配位结构占比最多，随温度升高

向 4 配位转变。荣等[16,17]利用 AIMD 模拟研究了 NaCl-CaCl2 和 NaCl-MgCl2-CaCl2 两种

熔盐，结果表明随温度的升高，熔盐离子的键合作用减弱，离子对的距离增加，导致体

积膨胀和剪切变形抗力减弱，离子扩散速度 Na+> Ca+> Mg+。然而，受到时间成本和系

统尺度的限制，AIMD 并不能准确可靠地预测熔盐的热物理性质。

近年来，机器学习（Machine Learning，ML）方法的出现[18,19]克服了这一障碍。机

器学习方法通过拟合量子力学计算构建势能面（PES）模型。在以往的研究中，已经报

道了一些类型的机器学习势，包括 Behler-Parrinello 神经网络（BPNN）势[20,21]、高斯近

似势（GAP）[22]、谱近邻分析势（SNAP）[23]和深度势（DP）[24,25]。梁等[26,27]第一次将

DP 方法应用在熔盐模拟中，并建立了 NaCl 和 MgCl2的深度势。结果表明，NaCl、MgCl
中阳离子的第一个配位层具有更多的八面体结构。密度，自扩散系数，剪切粘度和电导

率等基本传递特性与实验数据吻合良好。徐等[28]研究了 MgCl2-NaCl（MN）和 MgCl2-KCl
（MK）两种氯化物共晶熔盐。相比于单元盐，熔融 MN 和 MK 的 Mg-Cl、Na-Cl 和 K-Cl
的配位数变得更高，表明阳离子在熔融混合物中捕获 Cl-的能力得到提高。

本文采用 DPMD 方法研究了 NaCl-MgCl2-CaCl2 三元氯化物熔盐的局部结构和热物

理性质。分析了偏径向分布函数、配位数和角分布函数等结构参数，同时预测了比热容

和热导率等热物性参数，揭示 NaCl-MgCl2-CaCl2 熔盐结构参数对热物理性质的影响机

理，并将模拟结果与实验结果进行了对比，验证了该方法的可靠性。

1 计算方法

1.1 数据集准备

训练神经网络势需要一个足够覆盖有限温度分子动力学模拟中可能出现的构型范

围的数据集。数据集包含原子构型以及相关的力和能量，可以从 AIMD 模拟中提取。在

本研究 AIMD 模拟中，使用量子力学-分子动力学模拟软件包（Vienna Ab-initio Simulation
Package, VASP）[29,30]进行计算。电子-离子相互作用采用投影缀加波（PAW）[31,32]描述，

交换关联能采用 Perdew，Burke 和 Ernzernhof（PBE）[33]的广义梯度近似（GGA），并施

加周期性边界条件以消除边界效应。

模拟对象为 53.44mol%NaCl-31.61mol%MgCl2-14.95mol%CaCl2三元氯化物共晶盐，

每个模拟晶胞包含 123 个原子（27 个 Na 原子，16 个 Mg 原子，7 个 Ca 原子和 37 个 Cl
原子），Na（p6s1 19Sep2006）、Mg（s2p0 13Apr2007）、Ca（3s3p4s 06Sep2000）和 Cl
（s2p5 06Sep2000）采用标准的 PAW-PBE 赝势。在 NVT 系综中的 5 个目标温度（773 K、

873 K、973 K、1073 K、1173 K）下进行模拟，根据实验密度调整模拟晶胞的晶格参数，

采用 DFT-D4[34–36]方法对偶极子-偶极子色散相互作用进行修正。平面波基的截止能量设

置为 450 eV，采用 1×1×1 的 K 点网格，时间步长为 1 fs，每个温度模拟运行 10 ps。为

了更好的反映模型的丰富程度，每个温度下建立 2 个初始模型。模拟共产生 50000 帧包



含单个原子总能量，力和维里的数据，其中 40000 帧数据用于 DP 模型训练，其余 10000
帧用于验证。

1.2 深度势能模型训练

在 DP 训练过程中，总能量是每个原子 i 的能量和。

i
i

E E (1)

原子能 Ei由原子 i 及其周围环境决定，截断半径为 rc，在 DPMD 模拟中，定义为：
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式中，Ri为记录原子 i 与其近邻之间相对位置的坐标矩阵，描述子 Di为特征矩阵，

编码局部环境信息并使用嵌入网络保留对称特征，Nω为拟合网络。

首先将 Ri转化为广义坐标矩阵
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式中， 、 、 为原子 i 的角度信息，S(rij)为其径向信息；rij表示原子 i 和原子

j 之间的相对位置；rcs为平滑截断参数。然后，将 S(rij)映射到嵌入矩阵 gi1 和 gi2。Di的定

义为：

( ) ( )i i1 T i i T i2D g R R g   (6)

描述符 Di在平移、旋转和变调的变换的情况下保持不变。基于深度神经网络的拟合

网络将 Di映射到单原子能 Ei。

通过最小化描述 DFT 模拟和 DP 预测在能量和力上的差异的损失函数 L(pє, pf)来优

化嵌入和拟合网络。
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式中，pє和 pf为损失函数， E 和 F 分别为 DFT 与 DP 计算得到的能量和力的均

方误差，N 为原子数。



使用 DeePMD-kit 软件包（2.2.1 版本）训练深度势能模型。训练参数设置如下：

（1）使用 se_2a 描述符。

（2）嵌入网络包含 3 层，每层节点数为[25、50、100]；
（3）所有元素的拟合网络包括 3 层，节点数设置为[240、240、240]；
（4）平滑截断参数(rcs)和截断半径(rc)分别设置为 6.8 Å和 7 Å；

（5）训练步数总共设置为 1000000 步，分为前 400000 和后 600000 步。

（6）前部分损失函数
startP 、

start
fP 、

limitP 和
limit
fP 的系数分别为 0.02、1000、1 和 1。

（7）后部分训练损失函数
startP 、 start

fP 、
limitP 和 limit

fP 中的系数分别为 1、1、1 和 1。

1.3 分子动力学模拟

深度势分子动力学模拟通过 DeePMD-kit 的 C++接口将训练好的DP 模型与经典MD
模拟相结合[37]。DPMD 模拟在 LAMMPS 上进行[38]，初始构型为 6164 个原子（1336 Na、
790 Mg、374 Ca 和 3664 Cl）的模拟单元盒。首先，在 NPT 系综中进行 1ns 的 DPMD 模

拟，用于计算密度与比热容。随后，在 NVT 系综中对每个温度进行 100 ps 的 DPMD 模

拟，以计算局域结构信息。最后进行热导率、剪切黏度等输运性质的计算，模拟计算时

间为 4 ns，盒子比例设置为 1:1:3[39]。

1.4 静态结构分析

径向分布函数（Radial distribution function, RDF）可以看作是测量两个原子之间的相

关性，可以定义为：

   
2

1
4

dN r
g r

r dr





 
  

 
(8)

式中，ρβ是物质β的密度，  N r 是以α离子为中心的半径为 r 的球体中β粒子的平

均数。

配位数（coordination number, CN）是通过对截止半径 rmin内的 RDF 进行数字积分来

计算，可以定义为：

  2

0
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式中，rmin是 RDF 第一峰谷对应的半径。

角分布函数（angular distribution function, ADF）可以认为是三种粒子之间相互关联

的函数，通过分析键角分布，可以得到三体相互作用和几何结构的信息。ADF 定义如下：
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1.5 热输运性质分析

根据 NPT 系综中的平衡体积计算体系的密度，如式（11）所示。
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式中，N 为原子数，M 为摩尔质量，VE为 NPT 系综的平衡体积，NA为阿伏伽德罗

常数。

比热容（Cp）根据温度（T）对应的焓（H）的比值来推导，如式（12）所示。
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热导率采用逆非平衡分子动力学（ reversenon-equilibrium molecular dynamics,
RNEMD）方法计算。将模拟体系沿 z 方向划分为 20 个块区域，通过在热区（第 1 块）

和冷区（第 N/2+1 块）交换原子的动量，使得热区的总动能高于冷区，从而在一段时间

后形成稳定的温度梯度。然后导热系数可由傅里叶定律计算：
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式中，分子项为 t 时间内交换的总动能，Lx、Ly分别为 x、y 方向的长度尺寸，m 为

质量，vh与 vc分别表示冷、热源区域的原子速度，dT/dz 为温度梯度。

2 结果与讨论

2.1 机器学习势函数准确性验证

图 1 NaCl-MgCl2-CaCl2熔盐在不同温度下能量、力的测试集损失函数

图 1 为不同温度下 NaCl-MgCl2-CaCl2熔盐的测试集损失函数随训练步数的变化。可

知，损失函数在训练初期下降较快，随后便逐渐趋于稳定，说明 DP 在训练初期表现不

佳。随着损失函数被控制到小数点后两位，DP 的精度得到了很大的提高，表明 106步训

练已经达到所需精度。经过 4×105训练步骤后，损失函数与最后结果表现接近，表明 DP
不存在过拟合和欠拟合。系统的训练数据集和验证数据集的 RMSE 非常接近，表明在训

练中没有出现过拟合。



为了进一步验证模型准确性，图 2 将 DP 预测的能量和力与 DFT 进行了比较。能量

有非常好的线性度，力的线性度也较好。能量的 RMSE 小于 1×10-3 eV/atom，力的 RMSE
小于 1×10-1 eV/Å。因此，本研究中的 DP 可以达到与 DFT 相同的精度，可以用于精确探

究 NaCl-MgCl2-CaCl2 熔盐的局部结构和性质。

图 2 DP 和 DFT 预测的能量和力的相关性

2.2 微观结构分析

为了显示 NaCl-MgCl2-CaCl2 液态熔盐局域结构的温度依赖性，图 3 绘制了 DPMD
模拟中不同温度下的 RDF 曲线。最大的可观测差异位于所有曲线的第一个峰值位置，其

中阴阳离子对第一峰高度随温度的升高而减小，离子运动更加无序；峰位置随温度升高

向左移动，说明吸引能力逐渐增强。阴阳离子对第一峰高度的大小为 Mg-Cl ˃ Ca-Cl ˃
Na-Cl。据此可知，阴离子 Cl-与阳离子的结合能力强弱为 Mg2+>Ca2+>Na+，Cl-在 Mg2+和

Ca2+配位层中的排列比在 Na+配位壳中的排列更紧密、规则。阳阳离子对（Na-Mg 和

Mg-Mg）随温度升高峰略微右移，说明结构逐渐变得松散。而阴阴离子对（Cl-Cl）的位

置基本保持不变。随着距离的增加，PRDF 波动变缓并接近于 1。可见，NaCl-MgCl2-CaCl2

熔盐熔体具有短程有序，长程无序的非晶体结构。更无序且熵更高的离子系统的数量远

远超过有序的低熵状态，因此离子相互作用更有可能最终产生无序的状态。



图 3 . NaCl-MgCl2-CaCl2熔盐径向分布函数随温度的变化



图 4 NaCl-MgCl2-CaCl2熔盐离子对的配位数随温度的变化

通过分析 DPMD 模拟轨迹，计算了阴阳离子对（Na-Cl、Mg-Cl 和 Ca-Cl）的配位数

随温度的变化，如图 4 所示。Na-Cl 以 2、3、4 配位为主。随着温度升高，3、4 配位比

例逐渐降低，1、2 配位比例逐渐增加，平均配位数减少，占比最大的 3 配位结构从 48%
减小到 40%；Mg-Cl 以 4、5 配位为主，随着温度升高，5、6 配位比例逐渐降低，3、4
配位比例逐渐增加，平均配位数减少，占比最大的 4 配位结构从 48%增加到 67%；Ca-Cl
以 3、4、5 配位为主，随着温度升高，5、6 配位比例逐渐降低，3、4 配位比例逐渐增加，

平均配位数减少，占比最大的 5 配位结构逐渐被 4 配位结构所取代。综上，Na-Cl、Mg-Cl
和 Ca-Cl 配位数都随温度升高存在减小趋势。

综合 PRDF 与CN 分析，所有阴阳离子对 RDF 的第一个峰高度随温度的升高而降低，

第一配位层中阳离子周围的 Cl-排列变得更加松散，高温下离子间作用力的减弱导致了低

配位的形成。高温会使离子团运动加剧并变得松散，甚至分裂成更小的离子团，这与卜

等[40]研究结果相一致。

图 5 NaCl-MgCl2-CaCl2熔盐角分布函数随温度的变化

ADF 可以描述熔盐结构离子的三体关联。NaCl-MgCl2-CaCl2 熔盐的 ADF 如图 5 所

示。随着温度升高，Cl-Na-Cl 峰值从 84°右移至 86°。由于其配位降低，四面体网络逐

渐断裂，转变为链状结构分散在熔盐中。Cl-Mg-Cl 有 2 个特征峰，高而尖锐的峰位于

80-105°，低而宽的峰位于 150-180°。随温度升高，高峰从 90°移动至 93°，宽峰从

164°逐渐左移并消失。同样，Cl-Ca-Cl 高峰位于 75-95°，从 81°右移至 83°；宽峰位

于 145-180°，从 164°逐渐左移并趋于平缓。由于正八面体特征峰位于 90°和 180°，

可以推断 Mg2+与 Cl-结合能力更强，Mg2+和 Ca2+在熔盐中的第一配位层的几何结构为畸

变的八面体，且随着温度升高，八面体结构变得更加畸变。

2.3 熔盐热物性分析

2.3.1 密度



图 6 NaCl-MgCl2-CaCl2熔盐密度随温度变化

通过对比 DPMD 模拟得到的密度与实验测量获得的密度，进一步验证 DP 模型在热

物理性质预测方面的准确性。在 NPT 系综下进行共 1 ns 的 DPMD 模拟，通过对每个温

度下 100 ps 的平衡密度取平均得到模拟密度。不同温度下的模拟密度与实验密度[10,17,41]

如图 6 所示。与魏等[41] NaCl-MgCl2-CaCl2（45.1-28.6-26.3，mol%）体系实验测量的密度

相比，计算得到的密度比实验值低 4.1 %。模拟值与实验值的变化趋势一致，密度均随

温度升高而线性减小。同时，Janz[42]认为 Ca2+含量提高时会增加混合熔盐的密度，而魏[41]

熔盐材料较本研究 Ca2+偏多，Na+偏少，所以模拟密度较魏实验值偏小符合实际情况。

此外，密度与温度呈现负相关关系，说明随着温度的升高，离子间的相互作用减弱，离

子间的距离增大，与 RDF 和配位数预测结果互相印证。为提高密度计算精度，可以采取

在 DFT 中应用高精度杂化泛函、使用更多原子数的 DFT 模型、增加数据集数量等措施。

2.3.2 比热容

比热容是衡量熔盐储热能力的重要指标，优异的储热能力和传热性能对熔盐在 CSP
应用中尤为重要。在 NPT 系综中进行了 1 ns 的 DPMD 模拟，对不同温度下的焓值（H）

数值平均，通过拟合 H-T 数据点计算焓值随温度的变化即可得到比热容，如图 7 所示。

显然，NaCl-MgCl2-CaCl2熔盐焓值从 773 K 线性增加到 1173 K。因此，进行线性拟合，

得到焓与温度的线性关系，如式（14）所示，其中 R2 = 0.999。
2.153 23064.014H T  (14)

表 1 为 DPMD 比热容预测值与实验值[10,41]的对比结果。可以看出，DPMD 模拟得到

的比热容与实验值吻合较好，介于两个实验值之间，最小误差仅为 2.0%。说明 DP 方法

计算焓与比热容有很高的准确度。

表 1 NaCl-MgCl2-CaCl2熔盐比热容模拟值与实验值对比

研究方法 比热容/(J·g-1·K-1) 误差

DPMD 1.066 -
Exp by Wei 1.045 2.0%
Exp by Song 1.190 -10.4%



图 7 NaCl-MgCl2-CaCl2熔盐焓随温度变化

2.3.3 热导率

图 8 NaCl-MgCl2-CaCl2熔盐热导率随温度的变化

图 8 为 NaCl-MgCl2-CaCl2熔盐热导率随温度的变化。可知，DPMD 预测的热导率随

温度升高有下降趋势，与实验[10]测量及 AIMD[17]模拟趋势相同。DPMD 由于原子数远多

于 AIMD，且利用 RNEMD 方法制造稳定温度梯度并结合傅里叶定律，比 Green-Kubo
公式和 AIMD 公式近似推导热导率有着更高的精度[43]，其最小误差仅为 1.26%。热导率

随温度的变化规律符合碱金属氯化物盐热导率随温度呈负相关的规律。当温度升高时，

由于结构的变化和声子散射增强，热导率会降低。

3 结 论

在 773-1073 K 温度范围内，本文利用深度势分子动力学对 NaCl-MgCl2-CaCl2 三元

氯化物熔盐的局部结构和热物理性质进行了预测。结果发现，Cl-与阳离子的结合能力为

Mg2+ > Ca2+ > Na+，Cl-在 Mg2+和 Ca2+第一配位层中的排列比在 Na+配位层中的排列更紧

密，为扭曲的八面体结构。Na-Cl、Mg-Cl 和 Ca-Cl 配位数均随温度升高存在减小趋势，

结构逐渐松散无序。DPMD 计算得到的密度随温度升高而线性降低，与实验值误差为



4.1%。DPMD 模拟得到的比热容与实验值吻合较好，介于两个实验值之间，最小误差仅

为 2.0%。由于结构松散和声子散射增强，熔体热导率随温度升高而降低。DPMD 模拟突

破了 AIMD 模拟尺寸和原子数量的限制，因此可以更加准确地预测熔盐的微结构和热物

理性质。
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