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摘要：以去离子水为工质，对尺寸为 1400 mm× 250 mm× 2.75 mm 的蒸汽加热竖直矩形窄通道内核态

沸腾起始点与饱和沸腾起始点进行实验研究。分析了蒸汽加热热流密度、进口温度与质量流量对核态

沸腾起始点与饱和沸腾起始点位置及对应位置处壁面过热度的影响。对于核态沸腾起始点，在 Hong 关

联式的基础上对实验数据进行非线性回归分析，得到适用于实验工况的新关联式；而对于饱和沸腾起

始点，Belhadj 关联式已能很好的进行预测。结果表明：新拟合的关联式与 Belhadj 关联式预测值的平

均相对误差分别为 12.05%与 19.16%，分别能很好的预测常压、低蒸汽加热热流密度与低质量流量条件

下核态沸腾起始点及饱和沸腾起始点处的壁面过热度。
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0 前言

近年来，板式换热器作为核能、化工等系统中的主要部件得到广泛的关注与发展。

板式换热器结构紧凑，传热系数高，凭借优秀的性能成为国内外使用较多的一种的换热

设备[1]。板式换热器中流道多为竖直矩形窄通道，其流道长度、宽度与窄缝间隙之比较

大，对通道内产生气泡形状的限制，因此通道中的两相流动和传热特性与常规通道有很

大不同[2]。
流体在加热的窄通道内的流动经由单相流动、过冷沸腾、饱和沸腾等过程。其中核

态沸腾起始点（Onset of Nucleate Boiling，ONB）是单相流动与过冷沸腾的分界点；饱

和沸腾起始点（Fully Developed Boiling，FDB）是沸腾进入充分发展区的位置。竖直窄

通道内流体沸腾起始点的位置对板式换热设备的设计具有重要意义，因此需要对影响沸

腾起始点的因素进行研究并探索其变化规律。

许多国内外学者对竖直矩形窄通道内沸腾起始点进行了相关的研究。Al-Yahia 等[3]
在不矩形窄通道中对沸腾起始点进行了可视化和测量。李祥东等[4]建立了竖直通道内各

区沸腾传热的机理模型及各区边界的判断标准并进行了数值求解，根据结果可以很方便

地判断过冷沸腾及饱和沸腾发生的位置。黄理浩等[5]通过改变壁面加热功率密度，工质

的质量流量和入口温度分析了竖直矩形窄通道内饱和沸腾起始点的变化规律。周云龙等

[6]对三面加热窄矩形通道内饱和沸腾起始点进行了实验研究，得到饱和沸腾起始点热通

量的经验关系式。程宁等[7]对不同间隙的竖直矩形窄流道研究了过冷沸腾条件下进口温

度、质量流速和流道高度对泡核沸腾起始点的气泡成长和壁面过热度的影响。

上述研究大多采用电加热来加热通道，此时换热面上各处热流密度是一致的，关于



非均匀热流密度条件下的研究很少。然而，在许多使用矩形窄通道换热器（如升膜板式

蒸发器）的系统中，加热介质是蒸汽，均匀的热流密度无法准确反映加热条件。本文以

去离子水为工质，搭建了蒸汽加热的竖直矩形窄通道实验系统，能更好的模拟实际升膜

蒸发器的加热条件，并通过可视化窗口观察并记录核态沸腾起始点与饱和沸腾起始点的

位置，分析不同因素对其的影响规律，为进一步完善竖直矩形窄通道内流动沸腾的研究

和为高效的板式换热设备的设计提供理论支撑。

1 实验系统

实验段有流动沸腾通道与蒸汽冷凝通道，如图 1(a)所示，通道尺寸为 1400 mm×250
mm×2.75 mm。实验系统循环如图 2，流动沸腾循环由实验段流动沸腾通道、冷凝器、储

液罐、恒压蠕动泵、转子式流量计以及预热器等组成；蒸汽冷凝循环由实验段蒸汽冷凝

通道、锅炉以及电子秤等组成。高速摄像机放置于需要观测通道前方，通过钢化玻璃可

视化窗口观测与记录实验现象。实验时流动沸腾循环中恒压蠕动泵驱动储液罐中去离子

水流经转子流量计进入预热器，预热后以实验设定的进口温度进入实验段，在实验段被

另一侧通道内的蒸汽加热至沸腾，出实验段后进入冷凝器与冷却水换热，之后被排入储

液罐中；在蒸汽冷凝循环中，通过调压器控制锅炉加热功率，产生不同流量的蒸汽进入

实验段中，被另一侧通道的水降温凝结后排出。

(a) 实验段 (b) 铜板

1.钢板；2.钢化玻璃；3.铜板；4.流动沸腾通道；5.蒸汽通道；6.丁腈橡胶垫圈；7.硅胶垫圈

图 1 实验段结构图

图 2 实验系统流程图

实验装置采用 NI cDAQTM-9188 机箱以及个人计算机监控并采集实验数据。为了布

置 T 型热电偶，换热铜板的开孔位置如图 1(b)所示，从下到上依次编号为 1 到 10。



2 实验数据分析

蒸发侧换热量由显热与潜热组成，计算公式为：

 eva p sat in fgQ mc t t xmh   (1)

式中：Qeva 为实验段蒸发侧换热量，W；m 为去离子水质量流量，g/s；cp 为定压比

热，kJ/(kg·℃)；tsat为饱和温度，℃；tin为实验段蒸发侧进口水温，℃；x 为实验段蒸发

侧出口处干度，无量纲；hfg为汽化潜热，kJ/kg。
干度由实验段蒸发侧出口后冷凝器的能量平衡方程计算得出。

 c cool p cool,out cool,in

c p con,out con,in fg( )

Q m c t t

Q mc t t mxh

 

  
(2)

式中：Qc为冷凝器换热量，W；mc为冷却水质量流量，g/s；cp为定压比热，kJ/(kg·℃)；

tcool,in、tcool,out为冷却水进出冷凝器温度，℃；tcon,in、tcon,out为工质进出冷凝器温度，℃。

实验段冷凝侧换热量，即蒸汽加热量由潜热计算得出：

con con fgQ m h (3)

式中：Qcon为实验段冷凝侧换热量，W；mcon为冷凝水水质量流量，g/s。
蒸汽加热热流密度及有效蒸汽加热热流密度计算式为：

 o

3

c n / 10Qq A  (4)

 eva

3

eff / 10q Q A  (5)

式中：q 为蒸汽加热热流密度，kW/m2；A 为加热面积，m2；qeff为有效蒸汽加热热

流密度，kW/m2。

流体在矩形窄通道内饱和沸腾区域处于气液两相，在不考虑沿程压降特性的情况

下，其平均温度采用出口处压力值所对应的饱和温度。忽略壁面导热热阻，则壁面温度

即热电偶所测温度。为方便通过可视化窗口观测并记录沸腾起始点，在实验段上加上标

尺，沸腾起始点处壁面温度由相邻测点处温度线性插值求得。则 ONB 以及 FDB 处的壁

面过热度计算公式为：

ONB wall, ONB satt t t   (6)

FDB wall, FDB satt t t   (7)

式中：ΔtONB与 ΔtFDB为核态沸腾起始点与饱和沸腾起始点处壁面过热度，℃；twall,ONB

与 twall,FDB为核态沸腾起始点与饱和沸腾起始点处壁面温度，℃。

实验工况如表 1 所示。

表 1 实验工况

参数 范围

蒸汽加热热流密度 kW/m2 7.0-11.0

质量流量 g/s 2.78-8.33

进口温度 ℃ 75-95 

系统压力 MPa 0.101

2.1 加热热流密度的影响



如图 3 所示，在竖直矩形窄通道中，加大蒸汽量提升加热热流密度，这会使换热铜

板壁面温度整体上升，过热度增大。如图 4 所示，在实验段进口温度为 85℃、质量流量

为 4.17 g/s 的工况下，核态沸腾起始点均处于测点 1 与测点 2 之间，饱和沸腾起始点均

处于测点 4 与测点 5 之间，都随着加热热流密度的提高而下移。在不同蒸汽加热热流密

度下，换热铜板上的温度变化规律基本相同。壁面温度在测点 2 左右达到最高，之后壁

面温度小幅下降并在测点 7 左右趋于平稳。在测点 1-2 处通过可视化窗口可以观测到流

体被逐步加热后在换热铜板壁面处有气核产生，核态沸腾显著，流体由单相流动进入过

冷沸腾状态。测点 2-4 段换热铜板壁面上气泡逐步逸出，流体在测点 4-5 之间进入饱和

沸腾阶段。测点 5-7 段流体由弹状流向搅拌流过渡，此时壁面温度逐渐降低。测点 7-10
段流体基本处于大面积块状流甚至出现间歇性干涸，此时壁面温度趋于稳定。
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图 3 壁面过热度随蒸汽加热热流密度的变化
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图 4 不同蒸汽加热热流密度下铜板壁面温度曲线

2.2 进口温度的影响

为研究进口温度对沸腾起始点的影响，保持蒸汽加热功热流密度为 7.82 kW/m2 不

变，在 5 个质量流量下改变进口温度从 75℃到 95℃时 ONB 与 FDB 位置如图 5 所示。

从图 4 可以看出，在同加热热流密度与质量流量下 ONB 与 FDB 随着进口温度的上升而

下移。这是因为入口温度增加会使流体被加热到饱和温度所需能量减少，所以 ONB 与

FDB 的位置均下移。当蒸汽加热功热流密度为 7.82 kW/m2，质量流量在 2.78 到 8.33 g/s，
进口温度每提高 5℃，ONB 平均下移 8.07%，FDB 平均下移 3.00%。
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图 5 进口温度对沸腾起始点位置的影响

从图 6 可得进口温度的上升，核态沸腾起始点与饱和沸腾起始点处的壁面过热度总

体变化不大。当进口温度每提高 5℃，ONB 处的壁面过热度平均变化为 0.12℃，最大变

化为 0.30℃；FDB 处的壁面过热度平均变化为 0.17℃，最大变化为 0.42℃。综上，进口

温度的变化对沸腾起始点的发生位置影响较大，但是对沸腾起始点处的壁面过热度影响

较小。
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图 6 m=2.78g/s 时，进口温度对壁面过热度的影响

2.3 质量流量的影响

图 7 是保持蒸汽加热功热流密度为 7.82 kW/m2不变，在 5 个进口温度下改变质量流

量从 2.78 g/s 到 8.33 g/s 时 ONB 与 FDB 位置变化曲线。从中可以看出在保持入口温度不

变，ONB 与 FDB 在相同加热热流密度下均随着工质质量流量的增大而上移。这是因为

质量流量越大，工质所需到达饱和沸腾起始点的热量越高，工质主体温度上升越慢，所

以过冷段也就越长，ONB 与 FDB 随之上移。当质量流量每增加 1.39 g/s，ONB 平均上

移 13.66%，FDB 平均上移 6.22%。
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图 7 质量流量对沸腾起始点的影响

从图 8 可得当质量流量上升，ONB 与 FDB 处的壁面过热度总体呈逐步上升状态，

且在加热热流密度高的工况下上升明显。当质量流量每增加 1.39 g/s，ONB 处的壁面过

热度平均变化为 0.15℃，最大变化为 0.56℃；FDB 处的壁面过热度平均变化为 0.13℃，

最大变化为 0.43℃。所以质量流量的变化对沸腾起始点的发生位置影响较大，且使沸腾

起始点处的壁面过热度小幅上升。
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图 8 tin=75℃时，质量流量对 Δt 的影响

3 预测关联式

近年来已有研究者针对竖直矩形窄通道内核态沸腾起始点的预测关联式进行研究，

但是对于饱和沸腾起始点的预测关联式则相对较少，大多为研究圆管或圆环的。表 2 为

不同研究者提出的 ONB 与 FDB 预测关联式及其适用范围。对于这些预测关联式的准确

性，使用平均相对误差对其预测值进行评价，计算公式为：

pre exp

exp

1
100%

t t
M

N t

  
 


 (8)

式中，M 为平均相对误差；N 为实验数据点个数；Δtpre为关联式预测壁面过热度，℃；

Δtexp为实验壁面过热度，℃。



表 2 ONB 与 FDB 预测关联式

研究者 对象 几何尺寸 预测关联式 适用范围

Hong[8] ONB
矩形窄通道
40mm×2.00mm
×1200mm

1.3210.413

e

1.1

ff

56

g

ONB sat

l fg
20

Re
t t

G

q

h







 
  
  

   

33<q<184 kW/m2

0.12<P<0.19 MPa
290<G<840 kg/(m2·s)

Song[9] ONB
矩形窄通道
30mm×2.35mm
×350mm

 
2.221

1.2757.603 0.909 *

ONB sub s

eff

at

fg

t e Re T
q

t
Gh



 
  
  
   

100<q<600 kW/m2

0.12<P<0.14 MPa
800<G<1200 kg/(m2·s)

Al-Yahia[10] ONB
矩形窄通道
50mm×2.35mm
×300mm

 0.16

ONB ef

.5

f

97.36
P

t eq


 

50<q<800 kW/m2

0.1<P<0.13 MPa
118<G<1024 kg/(m2·s)

Mcadams[11] FDB 圆管
Dh=4.3-13.2mm  

0.26

FDB eff
/t q C

150<q<2100 kW/m2

0.21<P<0.62 MPa
0.3<v<10.97 m/s

Jens-Lottes[12] FDB 圆管
Dh=3.6-5.8mm

 0.25

eff 6.2

FDB 6
25

10

P

q
t e




 
 
 



q<12620 kW/m2

0.6<P<17.2 MPa
0.012<v<27.4 m/s

Thom[13] FDB 圆管
Dh=12.7mm

 0.5

eff 8.7

FDB 6
22.65

10

P

q
t e




 
 
 



248<q<1580 kW/m2

5.2<P<11.8 MPa
1.52<v<6.10 m/s

Qiu[14] FDB 圆环

d=1mm、1.5mm
 0.25

eff 6.2

FDB 610

P

q
t A e




 
 
 



q<126.7 kW/m2

1.2<P<4.0 MPa
6.86<m<20.0 kg/h

Belhadj[15] FDB 圆环、矩形
d=2.0-4.0mm  

0.26

0.25 b

FDB eff

1.13
0.484

d D
t q

d




 
 
 



q<120 kW/m2

0.139<P<0.145 MPa
0.03<v<0.16 m/s
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图 9 预测值与实验值的比较

对于核态沸腾起始点的预测关联式，如图 9(a)与表 3 所示，Al-Yahia 关联式所得预

测值与实验值的误差最大，平均相对误差为 143.22%，所有数据点的误差均超过±50%；

Song 关联式准确度次之，预测值平均相对误差为 58.33%，能够有 36.00%的数据点在误

差±50%以内；Hong 关联式的预测准确度最高，平均相对误差为 33.35%，分别有 26.67%
与 85.33%的数据点在误差±25%与±50%以内。

表 3 预测关联式的误差



模型 M
误差
<±25%

误差
<±50%

Hong[8] 33.35% 26.67% 85.33%
Song[9] 58.33% 12.00% 36.00%
Al-Yahia[10] 143.22% 0.00% 0.00%
Mcadams[11] 107.93% 0.00% 0.00%
Jens-Lottes[12] 62.73% 0.00% 4.00%
Thom[13] 49.03% 16.00% 60.00%
Qiu[14] 67.16% 0.00% 4.00%
Belhadj[15] 19.16% 72.00% 93.33%

上述三个关联式适用工况均为常压、高加热热流密度、高质量流量工况，其中压力

条件与实验相符，但加热热流密度与质量流量均远高于实验工况。所以选取预测准确度

较好的 Hong 关联式为基础进行修正，通过对实验数据进行拟合得到了新的关联式为：
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式中：ΔtONB 为核态沸腾起始点处壁面过热度，℃；Re 为雷诺数，无量纲；ρg 为气

相密度，kg/m3；ρl 为液相密度，kg/m3；qeff 为有效蒸汽加热热流密度，kW/m2；G 为质

量通量，kg/(m2·s)；hfg为汽化潜热，kJ/kg；tsat为饱和温度，℃。

图 10 对比了新拟合的核态沸腾起始点关联式的预测值与实验值，其预测值的平均

相对误差为 12.05%，91.67%的数据点在±25%误差区间内，100%的数据点在±50%误差

区间内，能很好的预测常压、低加热热流密度与低质量流量条件下核态沸腾起始点处的

壁面过热度。
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图 10 改进的 ONB 关联式预测值与实验值的对比

Fig.10 Comparison between predicted results of modified correlation and experimental results

对于饱和沸腾起始点的预测关联式，如图 8(b)与表 3 所示，Mcadams、Qiu 与

Jens-Lottes 关联式所得预测值与实验值的误差较大，平均相对误差分别为 107.93%、

67.16%与 62.73%，几乎所有数据点的误差均超过±50%；Thom 关联式准确度比前三个稍

好一些，平均相对误差为 49.03%，有 60.00%的数据点在±50%误差之内。其主要原因是

Mcadams、Jens-Lottes、Thom 与 Qiu 关联式主要应用在常规圆管与圆环中，且适用压力



较大的工况，而本实验则是在常压下进行的。上述关联式中预测效果较好的为 Belhadj
关联式，Belhadj 关联式预测值平均相对误差为 19.16%，分别有 72.00%与 93.33%的数据

点在误差±25%与±50%以内。Belhadj 关联式考虑了窄缝宽度的影响，且所适用的工况与

实验工况相近，能够很好的预测常压、低加热热流密度与低质量流量条件下饱和沸腾起

始点处的壁面过热度。

4 结 论

本实验以去离子水为工质，搭建了可视化的蒸汽加热竖直矩形窄通道实验系统，对

通道内 ONB 与 FDB 进行了实验研究，结论如下。

(1) 在蒸汽加热竖直矩形窄通道内，随着加热热流密度与进口温度的增加，通道内

的过冷段变短，ONB 与 FDB 位置下移；随着质量流量的增加，ONB 与 FDB 位置上移。

(2)在蒸汽加热热流密度不变，分别在不同的进口温度与质量流量下 ONB 与 FDB 处

的壁面过热度均变化不大，进口温度与质量流量的变化对壁面过热度均影响很小。

(3) 对已有研究中 ONB 与 FDB 的预测关联式，分析了其对于本实验工况的预测值

及误差。对于 ONB，选用预测效果较好的 Hong 关联式为基础，建立了新的矩形窄通道

内核态沸腾起始点处壁面过热度的预测关联式，其预测值的平均相对误差为 12.05%，

91.67%的数据点在±25%误差区间内，100%的数据点在±50%误差区间内。对于 FDB，
Belhadj 关联式对本实验工况下实验数据预测精度高，预测值平均相对误差为 19.16%，

分别有 72.00%与 93.33%的数据点在误差±25%与±50%以内。两个关联式分别能很好的预

测常压、低加热热流密度与低质量流量条件下 ONB 与 FDB 处的壁面过热度。
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摘要：实验研究了低沸点工质 R134a 在铝基微通道热沉内的流动沸腾特性，分析了饱和温度、质量流

速、热流密度等参数对平行微通道热沉内流动沸腾换热系数、压降、通道沿程壁温分布及流动不稳定

性的影响。结果表明：在中高热流密度下换热系数随质量流速的增加快速提升，换热系数最高达到

53694 W/m2 K。饱和温度越高，微通道进出口压降越小，压降振荡幅值越小。随着质量流速的增加，

通道沿程壁面温度呈现较好的均匀性且压降振荡不稳定性得到抑制。

关键字：铝基微通道，流动沸腾，传热，压降，不稳定性

0 引言

随着电子元器件集约化的不断发展，单位面积热负荷亦急剧增加，因此对热管理冷

却方案提出了更高要求以确保电子器件的正常运行[1]。传统空气冷却和单相液冷系统已

无法满足单位面积超高热流密度的冷却，微通道流动沸腾由于利用工质的相变潜热和微

尺度效应[2]，可以进行受限空间内高效换热并保持沸腾表面相对均匀的温度，是目前高

热流密度微电子设备散热的最佳冷却方案之一[1, 3-5]。

目前已有相关研究人员对微通道流动沸腾进行了大量实验研究，R. Charnay 等[6, 7]

研究了饱和温度对 R245fa 在微通道内流动沸腾传热的影响。S. Halon 等[8]研究了通道尺

寸和入口几何形状对微通道内 R245fa 流动沸腾的影响。Huang 和 Thome[9]研究了 R245fa
和 R236fa 在横截面为 100×100μm 的矩形通道内流动沸腾，发现换热系数（HTC）随着

干度的增加而增加。Yang 等[10]在水力直径为 0.48 和 0.79 mm 的铜基微通道中对 HFE-
7100 的流动沸腾进行了可视化研究。发现小通道内的 HTC 始终比大通道的 HTC 高。

Al-zaidi 等[11]研究了 HFE-7100 在水力直径为 0.46mm 的矩形多微通道中的流动沸腾，发

现随着热流密度的增加，局部 HTC 逐渐增加，最高达到 12.71kW/m2 K。Wang 等[12]发

现 FC-72 的局部换热系数随通道水力直径的减小而增加，并指出对流沸腾为主要传热机

制。这些研究都是基于低压制冷剂，有利于设备轻量化，但是换热系数与高压制冷剂

R134a 相比偏低，难以满足高热流密度需求。相关研究[13, 14]发现 R134a 流动沸腾 HTC
随着有效热流密度的增加而增加。Nascimento 等[15]发现在给定热流密度下，R134a 流动

沸腾 HTC 随着质量速度的增加而增加，最大热流密度达 310kW/m2。党超等[16]发现换热

系数随着热流密度的增加而增加,干涸流的出现会导致换热系数迅速减。Thiangtham 等
[17]和 Dalkılıç 等[18]发现 R134a 的 HTC 随着饱和温度的升高而升高。Xu 等[19]对微通道内

R134a 流动沸腾进行对比研究发现，顶部加热的 HTC 小于底部加热的 HTC。

基金项目：本文得到国家自然科学基金联合基金资助（No.U2141219 ）
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J.Kaew-On[20]发现，当通道数从 14 通道减少到 8 通道时，R134a 的平均 HTC 可以

增加 50-70%。以上针对R134a流动沸腾的研究主要集中于铜基微通道内换热性能研究，

换热系数和热流密度较低且未考虑多通道热沉内的流动沸腾不稳定性。

基于上述研究现状，本研究以铝为基材，设计并加工了 Z 型微通道热沉，系统研究

了宽域热流密度下饱和温度、质量流速、热流密度对 R134a 流动沸腾特性的具体影响。

该研究可为微通道两相流动沸腾高效散热技术的应用发展提供借鉴。

1 实验装置与方法

实验装置示意图如图 1 所示。制冷流回路由储液罐、微型齿轮泵 (GC-M25,
Micropump)、泵出口与储液罐之间的旁路、干燥过滤器、预热器、试验段和冷凝器组成

并通过 PU 管、阀门和不锈钢管连接形成一个封闭的循环。采用微型齿轮泵(GC-M25)将
冷却工质从储液罐中泵入干燥过滤器，以保证冷却液的纯度，防止颗粒污染物进入微通

道。恒温系统(输入功率 2500W)和冷水机系统(制冷量 3500W)为辅助循环系统，冷却液

在预热器内借助辅助恒温系统中的恒温热水进行预热，以保持微通道所需的入口过冷度。

冷水机系统主要用来冷却实验段出口的高温工质。采用超声波流量计(FD-XC8M，基恩

士)测量循环工质的流量，用两根 PU 管观察循环泵和流量计入口处的流体状态是否完全

为液相，以确保泵的安全性、流量计测量的质量流量和微通道入口单相流量的准确性。

通过调整中实验段与冷凝器之间的压力控制阀来调节压力以获得相应的饱和温度。指定

的热负荷由调压电源提供，用于加热试验段中的流体。最后，加热后的流体离开微通道

热沉出口集液槽，经冷凝后回流至储液罐，完成循环。采用温度传感器(CWDZ11，星仪)
测量进出口温度，采用压力传感器(CYYZ11，星仪)测量进出口压力，所有测量参数由数

据采集系统(AGILENT 34972A)记录。

图 1 实验系统示意图

微通道实验段装配示意图如图 2 所示，由于铝基微通道具有较好的传热性能[21]，微

通热沉采用 6061 铝合金通过微机械加工制造，试验段主要包括钢制底板、加热棒、铜

加热块和微通道热沉几部分。为了计算基础热流密度，加热块上部设置 3 排 3 列 9 个热

电偶孔。孔的直径为 1.5 mm，孔深为 15 mm，两个测点在垂直方向上的距离为 5 mm，

沿流动方向的距离为 10 mm，上排热电偶孔到铜块上表面的距离为 2 mm。
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图 2 实验段装配示意图

图 3 为微通道热沉的详细结构和尺寸，微通道阵列包含 27 个平行的微通道，每个

微通道和微肋的宽度分别为 1mm 和 0.5mm，通道高度为 0.8mm，长度为 30mm。为了

保证流体在微通道间的均匀分布，设计了 Z 型进出口微通道热沉，采用微铣削工艺加工

了梯形进出口集液槽，流体入口管道靠近第一通道的入口，流体出口管道靠近第 27 通

道的出口，从而控制流经所有 27 个矩形微通道的流体以相同的长度连接出口和进口管

道。图 3(c)为三维轮廓仪(Super View W1, CHOTEST)对通道表面进行微铣削后的扫描 3D
图像，得到表面粗糙度为 410nm。

图 3 微通道热沉（a）（Z 型）微通道热沉；（b）微通道散热器的俯视图；（c）通道表面 3D 图像；

（d）通道几何尺寸

2 数据处理方法

2.1 数据处理
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通过加热块上部热流梯度方向上的温度差计算微通道热沉底部基础热流：

0
b cu

y

dT
q k

dy


 (1)

式中，kcu 为铜加热块的导热系数.

bAeff bQ q (2)

式中，Qeff 为有效加热功率，Ab为实验段加热底面积。有效热流为有效加热功率与有效

换热面积之比，即

eff

eff

ht

Q
q

A
 (3)

式中，Aht为有效换热面积，计算公式如式(4).

 2ht ch ch chA H W L N  (4)

式中，N 为通道数量；Hch 和 Wch 分别是通道高度和宽度；Lch 为通道长度。翅片效率 η

计算如下：

tanh( )ch

ch

mH

mH
 

(5)

式中，m 为翅片参数，计算如下：

2( )fin fin

al fin al fin

P h L W h
m

k A k W L


  (6)

式中，Pfin 和 Afin 分别为肋片的水里直径和面积；Wfin 为肋片宽度；kal 铝材料的导热系数。

h 为根据牛顿冷公式计算的换热系数：

eff

w

q
h

T



(7)

式中，∆Tw 为壁面过热度：

w w satT T T   (8)

式中，Tsat为根据通道内平均压力确定的工质饱和温度；Tw 为通道内壁面温度：

eff

w c

al

q
T T

k


  (9)

式中，Tc 为接近通道底部的热电偶测得的外壁面温度。δ为上排热电偶与通道底面的垂

直距离，kal为铝基材料的导热系数。

出口蒸汽干度由下式计算：

( )eff p sat in

out

lv

Q mc T T
x

mh

 





(10)

式中，m 为质量流率；cp 为定压比热容；hlv 为工质的相变潜热，Tin 为入口工质温度。
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进出口压降：

in outP P P  
（11）

式中，Pin为入口压力，Pout 为出口压力。

在实验过程中，所有实验数据都是实验系统稳定运行 6min 的平均值。实验工况如表 1
所示，工质的主要物性通过 Refprop®9.1 软件查询得到。

表 1 实验工况

实验参数 范围

饱和温度（Tsat） 27.2℃，31.1℃，35.5℃
质量流速(G) 468kg/m2.s, 843kg/m2.s
热流密度(q) 0~108.5W/cm2

出口干度(x) 0~0.5
进口过冷度(Tsub) 3±0.3℃ 

2.2 不确定度分析

本文基于 R.J. Moffat,所提出的不确定度分析方法[22]，计算出本实验过程中温度的最

大相对不确定度为 0.05%，压力的相对不确定度为 0.18%，传热系数和热流密度的最大

相对不确定度分别为 9.86%和 6.1%。

3 结果与讨论

3.1 单相实验验证

为了验证实验系统的精确性，确保所有的实验装置在合理的精度范围内工作。在流

动沸腾实验之前利用工质 R134a 进行了单相对流实验验证。图 4 为单相实验中 Nu 随 Re

的变化并与 M. Mirmanto[23]提出的微通道单相对流换热关联式计算结果进行对比。从图

中可以看出，实验数据结果与关联式预测结果之间具有较好的一致性，Mirmanto 的关联

式预测实验数据的平均绝对误差为 10.8%，较小的误差证明了流动沸腾实验系统的准确

性和可靠性。此外，通过热平衡计算，得到实验段的热损失率约为 16.4%。

图 4 单相对流验证

Fig. 4 Validation of single-phase flow.
3.2 沸腾曲线
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R134a 流动沸腾换热的沸腾曲线如图 5 所示。可以看出，沸腾起始点(ONB)发生在

2~4℃的壁面过热度范围内，质量流速越低，壁面过热度越低。在低热流密度下，质量流

速对沸腾曲线没有明显的影响。当热流密度高于 40W/cm2 时，较高的质量流速下沸腾曲

线斜率大于低质量流速下的沸腾曲线，说明高热流下提高质量流速有助于增强换热，这

也说明当热流密度大于 40W/cm2 时，主要换热机理由对流蒸发主导。在高饱和温度下，

流动沸腾起始点气泡核化所需过热度减小。这是因为高饱和温度对应高饱和压力，压力

越高，液汽密度比越小，在较小的壁面过热度下较小的汽泡就可以脱离壁面触发核态沸

腾。相比较而言，高热流密度工况下质量流速对换热的影响明显大于饱和温度。

图 5 沸腾曲线

Fig. 5 Boiling curves

3.3 平均换热系数

图 6 所示为不同饱和温度和质量流速下平均换热系数随热流密度的变化情况。从图

中可以发现，同一质量流速下换热系数首先随着热流密度的增加而增加。在核态沸腾区

域，换热系数最初随着热流密度的增加而增加。当对流沸腾完全建立时，换热系数达到

峰值，液膜的蒸发作用在传热中起主导作用，成核沸腾过程被抑制。然后，随着外加热

负荷的进一步增大，在蒸汽与通道壁之间的薄膜层中会形成并扩大局部干区，从而使换

热系数随着热流密度的减小而减小。同时，在较高的质量通量下，传热恶化的发生时间

延迟。保持饱和温度和热流密度不变，中高热流密度下传热系数随着质量流速的增大而

增大。在 3 种饱和温度(Tsat=27.2℃、31.3℃和 35.5℃)下，与 G=468kg/m2·s 时的峰值传

热系数相比，G=843kg/m2·s 时的传热系数提高了 23.1%、21.7%和 21.4%，因为该区域以

对流蒸发为主，较大的质量流速促进换热。饱和温度为 35.5℃时 HTC 达到最大值，对

应于两种质量流速的对流换热系数分别为 44248W/m2 K 和 52229W/m2 K。
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图 6 换热系数随热流密度的变化

Fig. 6 Variation of heat transfer coefficient with heat flux

图 7 所示为流动沸腾换热系数随出口蒸汽干度的变化情况。其变化趋势与换热系

数随热流密度的变化趋势相似。由于微通道内流动沸腾的发展，出口蒸汽干度随着热

流密度的增加而增加。在饱和温度一定的情况下，质量流速越高，出口蒸汽干度越

低，流动沸腾换热系数越大，换热系数最大值出现在 0.12~0.3 的干度范围内。

图 7 换热系数随干度的变化

Fig. 7 Variation of heat transfer coefficient with vapor quality

3.4 压降特性变化

图 8 为不同饱和温度和质量流速下微通道热沉进出口两相压降随热流密度的变化

情况。从图中可以看出，在一定的饱和温度和质量流速下，两相压降随热流密度的增加

不断升高，本研究工况范围内压降最大值为 67.5kPa，这是由于较高的热负荷下成核速

率和气相分数升高[24]，通道表面生长脱落的气泡迅速聚合膨胀引起的加速压降分量增大

所致。同时发现当热流密度和饱和温度相同时，压降随着质量流速的增大而增大，这是

由于汽液界面处的剪切应力随着工质质量流速的增加而增加，导致摩擦压降和加速压降

分量增大[25]。然而在一定的质量流速和热流密度下，压降随饱和压力的增大而减小。这

主要是由于饱和压力降低导致液汽密度比增大，蒸发速率及两相比体积增大导致冷却液

流速的增大，摩擦压降分量随之增大。
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图 8 不同质量流速和饱和温度下压降随热流密度变化

Fig. 8 Effect of heat flux on the pressure drop under different mass velocity and saturation temperature

3.5 微通道沿程温度分布规律

图 9（a）和图 9（b）所示为饱和温度在 35.5℃，质量流速为 G=468kg/m2.s 和

G=843kg/m2.s 时沿程壁面温度随热流密度的变化规律。可以看出，热流密度越大，壁面

温度越高。在低热流下壁面温度沿轴向呈对称分布，温度分布均匀性较好。在大多数工

况下，在试验工况范围内壁面温度几乎都低于 50℃。较小的质量流速下，当热流密度小

于 36W/cm2 时，温度分布较好，当热流密度大于 36W/cm2 时，沿程壁面温度逐渐升高直

至发生下游烧干现象，最大壁温差分别为 13.6℃。而在 G=843kg/m2 s 条件下，较高质量

流速下的即时供液和对流蒸发增强可同时实现较好的温度分布和较高的散热热流密度，

最高热流密度下壁面温差仅为 2.6℃。

(a) G=468kg/m2.s (b) G=843kg/m2.s
图 9 沿程壁面温度分布随热流密度的变化

Fig. 9 Variation of wall temperature distribution with heat flux

3.6 流动沸腾不稳定性

不稳定性是影响微通道散热器流动沸腾过程的重要因素，为了进一步研究工况参数

对流动沸腾不稳定性的影响，采用标准差法对压降波动幅值进行估计。作为评价流动沸

腾不稳定性的重要参数，压降的标准差(σ(∆P))可以量化不稳定性的程度，其计算公式如

下:
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已有研究表明热流密度越高，进出口压力及压降振动越剧烈，标准差越大[26]。因为

在较低的热流密度下气泡生成频率降低，振荡较小。而在高热流下大气泡生成并迅速膨

胀，导致倒流的发生。除了热流密度，质量流速和饱和压力[27]也是影响流动沸腾不稳定

性的重要参数。在热流密度为 48W/cm2 时，上述两个参数对压力波动的影响如图 10 所

示。从图中时域压降振荡信号可以看出，随着质量流速和饱和温度的增加，振荡幅度逐

渐减小。饱和温度为 35.5℃，质量流速由 468kg/m2.s 增长至 843kg/m2.s 时压降振荡偏差

减小了 33.6%。因为在高质量速度下，较高的入口过冷液体惯性抑制了蒸汽逆流。保持

质量流速为 843kg/m2.s，随着饱和温度的增加压降振荡标准差降低了 10.3%。这是由于

高压下液汽密度比越小，汽泡脱离壁面的直径越小，减小了气泡快速生长带来的不稳定

性。

图 10 质量流速和饱和温度对压降振荡不稳定性的影响

Fig. 10 Effects of mass velocity and saturation temperature on the pressure drop oscillation

4 结论

本文通过搭建 R134a 流动沸腾实验台，实验研究了R134a 在饱和温度为 27.2-35.5℃,
质量流速为 468kg/(m2·s)和 843kg/(m2·s)，热流密度 0～108.55W/cm2 工况下铝基平行微

通道群热沉内流动沸腾特性，得到如下结论：

（1）随着热流密度和干度的增加，表面传热系数先增加后降低。在低热流密度下，表面

传热系数几乎不受质量流速影响；而在中高热流密度下，表面传热系数随质量流速

的升高明显增加。

（2）当质量流速较大时，流动不稳定性减弱且壁面温度分布均匀性更好，最高壁面温度

控制在 50℃以下，最大壁面温差为 13.6℃。随着饱和温度的增加，进出口压降及压

降振荡幅值减小，因此适当提高饱和温度有助于抑制不稳定性。

（3）针对面积为 1200mm2 的电子模块换热表面，微通道热沉可以冷却高达 108W/cm2

的热流密度。质量流速 843kg/(m2·s)时最大的两相换热系数达 53694W/m2.K。
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摘要：高性能环路热管(LHP)技术已经成为许多航天器应用中热管理的基础。本文研究了二次芯结构对

环形热管传热性能的影响，在相同蒸发器、冷凝器及毛细芯等结构参数相同的情况下，对比了两种内径

不同的二次芯对环路热管工作温度、温差、热阻及启动特性的影响。研究发现，更大内径的二次芯有利

于中心通道气体回到储液器，具有更低的超调温度，更低的工作温度及更大的传热极限。本文的研究结

果为 LHP 的优化设计提供了指导。

关键词：环路热管；二次芯结构；传热性能

0 前言

环路热管(LHP)是非常高效的被动式换热元件，不需要额外功耗即可将热量以极小

的温差进行远距离传输，具有传输热量大、传热距离远、布局灵活、可靠性高、工作寿

命长的优点，以及很强的抗重力能力。对环路热管的研究有助于解决各类电子设备、航

天器平台大热量排散与高热流密度散热、载荷远距离热量输运与卫星高适应热设计以及

其他大型航天器热管理难题。

环路热管制造及性能优化的大部分重难点在于毛细芯和二次芯。毛细芯必须提供足

够大的毛细力来克服整个环路中的压降来保证整个环路热管系统的正常运行。最初环路

热管的毛细芯是单孔的。常用的毛细芯材质有铜[1, 2]、镍[3, 4]、钛[5, 6]、不锈钢[7, 8]、PTFE[9,

10]、陶瓷[11, 12]等。单孔芯易于制造，但为了确保毛细力高，毛细芯孔径就会更小，蒸汽

不容易离开毛细芯，在蒸发器附近形成蒸汽层，一旦到达储液器，环路热管就会失效。

因此后面制造了双孔芯[13-15]，双孔芯具有由大孔和小孔组成的特殊性。液体通过提供毛

细管力的小孔流向加热壁，蒸汽更容易通过大孔离开毛细芯[16]。双孔芯能够延迟蒸汽层

的发展，但可能造成结构脆性。而多层单/双多孔芯似乎可以解决机械强度问题。一些实

验的论文[17-19]也得到了多层芯性能要比多孔芯和单孔芯更好的结论，蒸发温度更低，热

阻也更小。

与多层毛细芯类似，在主芯上串联一个二次芯也是不错的选择。二次芯用于储液器

和蒸发器中主芯之间的传质连接，尤其是在航天无重力环境和蒸发器逆重力情况下，二

次芯显得尤为重要。Anderson[20]等人从工业的角度对环路热管制造过程进行总结时，对

二次芯的作用举例如下：在稳态运行下，主芯的温度略高于储液器中的饱和温度。这导

致了一部分输入到主芯的热量被“反向传导”到储液器，通过两相蒸发而成冷凝，类似



于传统的热管。这部分热量通常被称为“热泄漏”。如果没有二次芯将等量的工作流体从

储液器回到主芯，主芯会变得极度缺液最终导致失败(过热)。某些瞬态条件，如瞬时功率

变化或冷凝器温度的变化也会导致液体从主芯蒸发和从冷凝器回流两者之间的不平衡。

在这些瞬间需要二次芯来弥补质量流量，将足够的液体从储液器回到主芯。针对二次芯

的作用，Dussinger[21]等人对 TacSat-4 上的环路热管进行了功率循环和冷凝器温度的快速

变化测试与实验，发现采用了二次芯的环路热管在这两种瞬态测试中反应良好，没有出

现不稳定或失效的迹象。Van[22]等人定性分析了蒸发器与储液器不同连接方式的影响，

包括有无引液管、有无二次芯，得出有引液管要更好，尤其是对于多蒸发器的热管而言

的结论。同时，这篇文章认为通过二次芯将储液器和蒸发器进行热分离和传质耦合是达

到 LHP 最佳性能的最佳方式。

综上所述，蒸发器中二次芯的结构对环路热管瞬态传热性能有较大影响，使用二次

芯时，须具有高渗透性以限制压力损失，同时具有低导热性以限制热量泄漏到储液器，

起到热障的作用。然而，目前还没有实验研究定量地评估二次芯结构在环路热管运行性

能的影响，甚至几乎没有文章专门对二次芯进行专门的控制变量研究。因此，本文设计

实验研究了二次芯结构对环形热管传热性能的影响，对同一根环路热管中二次芯进行更

换、重新焊接与充装。通过比较更换二次芯后 LHP-H 与更换二次芯前 LHP-Q 的性能，

分析不同二次芯结构对环路热管性能的影响。在性能比较中，以工作温度、温差、热阻

及启动特性为性能指标。本文的研究结果为环路热管的优化设计提供了指导。

1 实验装置与方法

1.1 实验装置

实验装置由测试部分(LHP)、电源控制系统、加热元件、冷却水循环和数据采集系统

组成，如图 1 所示。LHP 放置在一个水平平台，通过不同厚度泡沫块的组合来调节环路

热管与水平面之间的角度。图 2 为 LHP 的整体结构，由五个部分组成：蒸发器、储液器、

气线、液线和冷凝器，相应的结构参数如表 1 所示。

图 1 实验装置系统示意图



LHP 采用不锈钢外壳和不锈钢管线，平面尺寸为 584 mm× 373mm，工质充装量为

27.0g，工质为制冷剂 R40。毛细芯使用课题组自主烧结的镍芯，外径为 14 mm、内径为

5mm，长度为 75mm，加工有一个轴向 3mm× 2mm（宽× 深）的蒸汽槽，长度 70mm。

毛细芯孔径 2μm、孔隙率 53%、机加工后闭孔表面积占比 10%。蒸发器外壳由外协单位

加工，内壁具有宽 0.8mm、高 0.8mm 的三角形螺旋槽，螺距 1.2mm，壁厚 0.8，长度 80mm。

蒸发器外壳与毛细芯装配计算过盈配合量 0.04mm（直径），毛细芯靠近储液器侧使用锡

焊密封，防止蒸发器向储液器漏气。储液器外壳由外协单位加工，内径 22mm，长度 65mm，

壁厚 1mm。冷凝器采用铝片的平面尺寸为 192 mm× 20mm，厚度为 2.9 mm。在室温下

使用 16 度水冷对冷凝器进行冷却。液体和蒸汽管线的外径为 3.0 mm，内径为 2.0 mm，

长度分别为 412mm 和 984mm。

采用聚酰亚胺薄膜加热片（四个 15mm× 40mm 加热片并联）粘贴在蒸发器外表面

以模拟热负载输入，调节直流电源电压控制加热器的功率。铝制冷板用作系统热沉，由

恒温循环水装置冷却，控温精度为± 0.5 ℃。在全部测试过程中，LHP 的所有部件（冷

凝器除外）均用隔热材料包裹以最大限度减少环境的对流换热影响。用聚酰亚胺胶带将

6 个精度为± 0.15 ℃的铂电阻（SMD 型 PT1000）紧固在 LHP 系统主要特征位置表面，

以监测环路沿线的温度分布。与笔记本电脑相连的 Keithley-2700 数据采集单元以 20 s
的时间间隔采集测试数据。温度测点的位置和分布如图 2 所示。从储液器开始，热电阻

PT1000 标记为 Tcc，Tevap，Tvap，Tcon1-2 和 Tliq。Tcc 测量储液器外壁面温度。Tevap 测量蒸

发器蒸汽出口端口的外壳温度。Tvap测量蒸汽管道的外壁面温度。Tcon1-2测量冷凝器的管

温，Tliq测量液体管道的外壁面温度。由于壳体及管线的壁厚最大不超过 3 mm，且所用

金属导热性非常好，因此所测壁温可近似看作内部工质的温度。

图 2 环路热管整机实物图及测点位置示意图

表 1 环路热管结构参数

部件 尺寸及材料

毛细芯

外径\内径\长度

孔径\孔隙率

蒸汽槽方向\宽\深\长

烧结镍芯

14mm\5mm\75mm
2μm\53%

轴向\3mm\2mm\70mm



蒸发器

内径\长度\厚度

不锈钢外壳

14 mm\80mm\0.8mm
外壳内槽

槽宽\槽高\螺距\长度

三角形螺旋槽

0.8mm\0.8mm\1.2mm\80mm
储液器

内径\长度\厚度

不锈钢外壳

22mm\65mm\1mm
冷凝器

长\宽\厚
气体管线

外径\内径\长度

液体管线

外径\内径\长度

不锈钢管\铝压片

192 mm\20mm\2.9mm
不锈钢管

3mm\2mm\984mm
不锈钢管

3mm\2mm\412mm
1.2 二次芯设计与制造

为了研究二次芯的影响，我们在对 LHP-Q 进行实验测试后，对储液器进行切割，更

换二次芯后重新焊接充装，进行 LHP-H 的实验。LHP-Q 的二次芯采用 2000 目丝网卷制

而成，如图 3 所示，内径 3mm，外径 5 mm，长度 112mm，填满蒸发器液体干道，储液

器侧有 1000 目花瓣状丝网，长 30mm 宽 20mm。LHP-H 的二次芯采用 2000 目丝网卷制

而成，内径大于 3.8mm，未填满蒸发器液体干道。二次芯的更换在于内径从 3mm 变为

了大于 3.8mm，外径与毛细芯内壁相同 5mm，引液管外径为 3mm，二次芯内径变大有

利于中心通道气体回到储液器。

图 3 LHP-Q 二次芯的实物图及在中心通道中的 CT 图

1.3 实验测试系统及误差分析

工作温度 Tevap和系统热阻 Rsys用于评估 LHP 的传热性能。一般而言，环路热管的

工作温度可以定义为蒸汽槽道温度、蒸发器温度和储液器温度。考虑到在散热应用中，

设计要求通常涉及最大允许温度，使用蒸发器温度作为工作温度更具意义。系统热阻 Rsys

用式(1)计算:

ܴ௦௬௦ =
ܶ௩ − ܶ

ܳ
(1)

ܶ = min ( ܶଵ, ܶଶ) (2)



ܳ = ܫܷ (3)
式中，Tcon是冷凝器靠近入口温度 Tcon1和冷凝器靠近出口温度 Tcon2中最低温度，用

式（2）计算。Tevap为蒸发器温度，Q 是在蒸发器上施加的热负荷，通过式(3)电流ܫ和电

压ܷ的关系式计算出。

∆ܳ

ܳ
= ඨ(

ߜܷ ′

ܷ
)ଶ + (

′ܫߜ

ܫ
)ଶ

(4)

∆ܴ௦௬௦

ܴ௦௬௦
= ඨ(

∆ ܶ௩

( ܶ௩ − ܶ) 
)ଶ + (

∆ ܶ

( ܶ௩ − ܶ) 
)ଶ + (

∆ܳ

ܳ
)ଶ (5)

加热功率和热阻属于间接测量参数，其不确定度可以表示为式(4)和式(5)，主要来源

于温度、电流和电压等直接测量参数。其中，电流表和电压表的精度等级ߜ= 0.5%。当热

负荷为 60W 时，电压表的读数为 U=29.9 V，电压表的量程为 U'=36 V。电流表的读数

为 I=2 A，电流表的量程为 I'=10 A。式(5)中߂Tevap 和߂Tcon 参考铂电阻 PT1000 的精度。

(Tevap −Tcon)݉ ݅݊ 是实验期间蒸发器和冷凝器之间的最小温差。计算加热功率和系统热阻的

不确定度分别为 2.57%和 8.16%。

表 2 实验误差

变量 误差

 ±0.01℃
Q ±2.57%

Rsys ±8.16%

2 结果与讨论

2.1 变工率下环路热管的运行

2.1.1 水平姿态

LHP 的瞬态启动过程始终是运行中最复杂的现象之一，伴随着工质汽/液运动和

两相的重新分布，涉及了流体蒸发、沸腾、对流和冷凝等多种传热问题。未对 LHP 进

行其他预处理，将 LHP-Q 和 LHP-H 置于水平地面保持水平姿态，随后打开冷却水循环

装置，等待所有位置点温度稳定后开始加热启动。图 4、图 5 给出了热沉为 16 ℃、输

入功率为 10W-20W-30W-40W-50 W-60W-50W-40W-30W-20W 工况的启动与变化过程。

在施加热负荷后，蒸发器、气体管线和冷凝器进口的测温点迅速响应，热流沿蒸汽管线

向冷凝器快速移动。同时，液体管线上的测温点温度降低表明过冷的液相工质向储液器

流动。当各点温度分布的波动可以忽略趋于稳定时即 LHP 建立了新的平衡状态实现了

在此功率水平下稳定的运行模式。设计的 LHP 能够在 10 W 较低的加热功率下启动，

没有温度过冲现象，显示出了非常平稳的启动特性。

随着启动完成，判定当 LHP 系统的工作温度在连续十分钟内波动小于 0.2K 时，

系统达到稳定运行状态。随后进行加热功率升高与降低的测试以验证其可靠性和对热负

载变化的瞬态响应,在较高功率延长了稳定运行时间以避免温度震荡等异常现象突然发

生，图 4、图 5 记录了 LHP 的所有部件特征位置在不同加热功率下随时间变化的连续



温度曲线。从图中发现蒸发器和液线，测温点在 60W 时出现了不同程度的温度震荡，

稳定后系统工作温度没有明显的波动。温度震荡原因在于为防止蒸发器温度过高，在加

热器与电源之间串联了一个控温元件，开始时设置温度为 330K，因此出现了时断时续

的现象，改为 340K 后现象消失。实验结果表明该 LHP 在加热器从 10 W、20W 等直到

60W 的功率切换时能够快速响应并建立稳定的温度工作状态，具有良好的传热性能。

从 60W、50W 下降到 20W 功率时，有一个突出的特点是液线会先快速降低后升高，再

在比降低功率前更低温度处稳定。随着功率的降低，先降低后升高的这一过程时间会更

久，此现象与二次芯的更换无关。

图 4 水平姿态 LHP-Q 变加热功率运行温度分布

图 5 水平姿态 LHP-H 变加热功率运行温度分布

2.1.2 顺重力姿态

同样未对 LHP 进行其他预处理，将 LHP-Q 和 LHP-H 置于顺重力姿态，冷凝器高

度比蒸发器高度高 21cm，随后打开冷却水循环装置，等待所有位置点温度稳定后开始

加热启动。图 6、图 7 给出了热沉为 16 ℃、输入功率为 5W-10W-20W-30W-40W 工况
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的启动与变化过程。在施加热负荷后，蒸发器、气体管线和冷凝器进口的测温点迅速响

应，与水平 10W 启动不同的是，顺重力 5W 启动出现了温度超调现象，蒸发器温度先

快速升高，后又迅速下降。如果初始状态下的液体工质是在液线和冷凝器中，则克服从

冷凝器到蒸发器的压力损失需要较高的压力和较长的时间。同时，蒸汽需要积累来驱动

工作流体的流动，内部蒸汽在热负荷下由于高压而不易排出，导致蒸汽槽道或毛细芯形

成气泡，最终降低了 LHP 在启动过程中的性能。当蒸发器内压力在蒸发器内积累到一

定值时，会带动过冷工质流入储液器，导致温度下降。然后，由于工作流体的循环和蒸

汽槽道或毛细芯中的无气泡，LHP 达到相对稳定的运行。最后，LHP 呈现超调启动形

式，如图 6、图 7 所示。LHP-Q 和 LHP-H 的工作温度和启动时间的变化趋势相似，

LHP-H 具有更大内径的二次芯，这有利于中心通道气体回到储液器，因此其具有更低

的超调温度，但并没有导致更小的热泄漏，也没有更低的工作温度。

图 6 顺重力姿态 LHP-Q 变加热功率运行温度分布

图 7 顺重力姿态 LHP-H 变加热功率运行温度分布
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2.1.3 逆重力姿态

同样未对 LHP 进行其他预处理，将 LHP-Q 和 LHP-H 置于逆重力姿态，蒸发器高

度比冷凝器高度高 55cm，随后打开冷却水循环装置，等待所有位置点温度稳定后开始

加热启动。图 8、图 9 给出了热沉为 16 ℃、输入功率为 30W 工况的启动与稳定过程。

在施加热负荷后，蒸发器、气体管线和冷凝器进口的测温点迅速响应，热流沿蒸汽管线

向冷凝器快速移动。同时，液体管线上的测温点温度降低表明过冷的液相工质向储液器

流动。当各点温度分布的波动可以忽略趋于稳定时即 LHP 建立了新的平衡状态实现了

在此功率水平下稳定的运行模式。设计的 LHP 能够在 30 W 加热功率下逆重力启动，

没有温度过冲现象，显示出了平稳的启动特性。LHP-Q 和 LHP-H 的工作温度和启动时

间的变化趋势相似，LHP-H 具有更大内径的二次芯，这有利于中心通道气体回到储液

器，因此其具有更低的工作温度和更小的热泄漏。

图 8 逆重力姿态 LHP-Q 30W 加热运行温度分布

图 9 逆重力姿态 LHP-H 30W 加热运行温度分布
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2.2 不同姿态下的稳态性能

系统热阻表示了蒸发器吸收热量并通过冷凝器散热的能力，能够用来表征 LHP 内

传热过程的强度。传热过程越强即传热性能越好，热阻越小。图 10、图 11、图 12 统计

了 LHP 在不同功率下的工作温度、温差（蒸储温差代表蒸发器向储液器的漏热）和系统

热阻。根据系统总热导的变化规律（热导为热阻的倒数），LHP 稳定运行过程一般存在

可变热导和固定热导两种工作模式[23]。低功率下，冷凝器仅部分用于蒸汽冷凝，LHP 工

作在可变热导区。随着热负荷增大，冷凝器逐渐被激活，两相区长度增加，冷凝器内液

相工质被压向储液器内，系统总热导逐渐增加，热阻减小，冷凝器被最大化利用，冷凝

器和储液器之间的液相工质不再重新分配。此时，LHP 工作温度由冷凝器内的相变温度

决定，随热负荷呈线性增加，系统热阻几乎保持为恒定值，热管工作在固定热导区。一

般来说，设计人员希望 LHP 工作在固定热导模式，以减小系统运行热阻，表现出最佳性

能。

在所测试的实验结果中，最大传热量为 60 W，此时 LHP-Q 的工作温度为 332.00K，

LHP-H 的工作温度为 328.59 K，根据公式（1）计算得到热阻分别为和 0.43K/W 和 0.42
K/W。结合图 4 和图 5，在 50~60 W 的加热功率切换过程中，系统仍平稳运行，各点温

度没有明显的发散趋势。因此，可以认为本文的 LHP 传热极限大于最高的实验值。LHP
的性能表现是毛细芯的材料结构、工质选用、充液率、以及宏观尺寸设计等多因素耦合

的结果。本实验采用的多孔铜芯具有较高的导热系数，提高了固液有效导热系数，改善

了相变传热。此外，灯芯也有 LHP-Q 的工作温度略大于 LHP-H，但如图 11 所示，在热

阻和温差比较中，LHP-H 的稳态性能并没有明显提升，而二次芯的设计与优化中，除了

内径发生了些许改变，其他也没有太多变动，实验是符合预期结果的。

图 10 水平姿态 LHP-Q 和 LHP-H 的稳态温度对比
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图 11 水平姿态 LHP-Q 和 LHP-H 的稳态温差对比

图 12 水平姿态 LHP-Q 和 LHP-H 的稳态热阻对比

3 结 论

本文对同一根环路热管中二次芯进行更换、重新焊接与充装，设计实验研究了二次

芯结构对环形热管传热性能的影响，分析不同二次芯结构对环路热管性能的影响。结论

如下：

(1)优化后的二次芯可以提高 LHP 的性能，降低了超调温度，降低了较大功率下的

工作温度，增加传热极限，降低了较大功率下的系统热阻。

(2)二次芯的气液两相分离良好，协同作用良好。特别是蒸汽需要大的蒸汽通道和大
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的孔隙来减少阻力，而液体供应需要小的孔隙来产生大的毛细力。因此，二次芯可以使

LHP 在逆重力姿态下正常启动运行，其热流密度可达到 1.25 W/cm2在 Q=30W 时工作温

度为 322.31K。

(3)二次芯的 LHP 解决了导热与保温两者矛盾的问题，毛细主芯的良好导热性，而

且保证了二次芯的良好隔热性，从而减少了蒸发器向储液器的热量泄漏，这是 LHP 具有

优异热性能的原因之一。
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摘要：本文针对太阳能电池在高湿高热环境下发电效率低及安全性等难题，提出了一种新型泡沫铜-水凝胶

被动式发汗冷却系统。研究发现，多孔介质孔密度为 20PPI，厚度为 5mm，聚四氟乙烯疏水复膜孔径为 1um，

其蒸发相变及储热效果最优；对比采用水凝胶蒸发冷却和自然冷却时太阳能电池的温度和光电输出性能，

在 8 个小时的户外实验中，采用蒸发冷却系统后 PV 电池的温度相较于自然冷却的最大降幅为 16℃，发电

量从 5.21W*h 提升到 5.94W*h，发电效率从 9.8% 增加到 11.1%。
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0 前言

当前，全球能源供应和去碳化双重压力成为了各国关注热点[1]。世界人口增长，气候变

化，能源短缺，经济发展以及居民生活水平提高等诸多因素，造成了能源需求的急剧增加以

及全球气候变化等问题[2]。基于太阳能普遍、无害、可持续性等优势，是目前为止最具有发

展前景的新能源。光伏(Photovoltaic, PV) 技术在运行过程中具有无污染、自适应强和高输出

功率的优点，是当前研究的热点方向之一，且每年的 PV 安装量持续上升[3]。然而，晶硅太

阳电池的典型工作温度为 323~328 K，温度每升高 1K，效率会衰减约 0.45%, 尤其在空间光

伏中更为突出，当电池片工作温度升高到 473 K 时晶硅电池效率下降约 75%，除了造成转

换效率衰减还会导致不可逆结构性损伤[4]。因此，光伏半导体的发热问题已经成为制约太阳

能光伏行业发展的核心问题之一。

目前常用的光伏被动冷却方式，主要包括相变储热，热管导热，辐射冷却，蒸发冷却等

[5]，水凝胶作为水分子溶胀的三维交联聚合物网络，已广泛应用于环境工程、生物医药、海

水淡化许多其他领域应用[6]，不同的水状态使得水凝胶的物理化学性质具有可调性，其独特

的水状态为当前的蒸发散热技术开辟了新的可能性。然而，水凝胶存在导热系数较低、结构

不稳定等缺陷，体现在水凝胶吸水后溶胀厚度增加，蒸发干涸后厚度减小[7]。研究发现，多

孔泡沫金属结构是一种在铜基体中分布着大量连通或不连通孔洞的新型多功能材料，其具有

稳定的结构并保留了铜的高导热率，近年来在散热领域的应用研究也层出不穷[8]。本文提出

的泡沫铜-凝胶结构结合两者的优势，即有水凝胶蒸发散热的效果，又有泡沫铜在其中起到

了增强导热和保持整体结构的作用，本身也有一定吸光及亲水能力，从而进一步充分释放光

伏电池生成热量，显著提升高湿热环境中光伏发电潜力。

1. 新型水凝胶毛细冷却系统结构及工作原理

本文提出了一种基于多孔毛细-凝胶蒸发原理的新型发汗冷却结构，如图 1 所示为系统

结构示意图和实物图。该结构由填充了水凝胶的开孔泡沫铜和聚四氟乙烯 PTFE 疏水复膜组

成。冷却系统主要由三部分构成，第一部分是高分子吸水凝胶，主要功能为吸水保水和受热

时释放水分产生蒸汽，第二部分是开孔泡沫铜，主要作用是增强装置的导热能力和使装置保

持固定的几何结构，提升装置的结构强度，第三部分是聚四氟乙烯疏水复膜，主要作用是保

护吸水凝胶，不仅避免空气中杂质污染，且不阻碍水蒸气的蒸发。其他辅助部分包括导热硅

胶垫，减小装置与发热面的接触热阻，密封系统和补水管路。



(a) (b)

(c) (d)

图 1 新型水凝胶毛细冷却系统(a) 结构示意图; (b)实物图；(c)泡沫铜-凝胶初始状态图；(d) SEM 图

2. 实验测试平台及方法

2.1 复合冷却系统的性能测试实验

为了创造一个稳定且温/湿度可控的空间，本文研究温度和湿度对于系统冷却效果的影

响，实验首先在恒温恒湿实验箱内进行，实验箱的温度可调范围为-20-150℃，湿度可调范围

为 20%~98%。研究了系统中各个部分的参数对系统冷却性能的影响，包括泡沫金属孔径、

泡沫金属厚度和聚四氟乙烯疏水复膜孔径，通过研究这些变量对系统冷却性能的影响，确定

冷却系统的最佳结构参数。

此外，在加热功率为 6W 和 12W 下，测试的湿度分别为 30%RH、50%RH、70%RH、

90%RH。为了保证测量时恒温恒湿实验箱内部的环境达到稳定，直到内部的温湿度传感器

记录到内部环境达到设定值且稳定时再进行实验，开启直流电源对加热板进行供电加热，并

记录实验所需数据，尽可能的保证了数据的准确性。



2.2 户外实验测试平台

为了进一步探讨在自然环境下泡沫铜-吸水凝胶结构对太阳能 PV 电池光伏发电的影响，

进行了户外实验。与实验室内的各变量独立研究不同的是，在自然环境中，光照强度、环境

温湿度以及风速都是随时变化而非处于稳定状态，户外实验可以研究在多影响参数共同作用

下复合系统的冷却效果和对太阳能电池的输出性能提升效果。

2.2.1 实验过程

泡沫铜-吸水凝胶冷却结构与太阳能电池耦合实验平台如图 2 所示，该实验平台主要由

温度采集装置、太阳能电池板、电阻箱、电压电流功率采集模块组成。太阳能电池采用的是

单晶硅层压太阳能电池，有效光照面积尺寸为 10cm×cm，电池厚度为 1.8mm，在标准测试

环境下，电池的输出电压为 5V，输出功率为 280mA。太阳能电池测试中采用电阻箱模拟负

载，改变阻值大小，测量太阳能电池的输出数据，在太阳能电池与电阻箱之间接入电流电压

功率采集模块，模块的控制端接入电脑，通过串口助手可以实时读取测得的太阳能电池的输

出电压，输出电流和输出功率，设置记录时间间隔为一分钟，将这些数据导入电脑，进行数

据的归纳与分析。为了研究泡沫铜-吸水凝胶结构对太阳能电池的提升，采用了两组实验进

行对比，一组为自然冷却状态下的太阳能电池与负载及测量系统，另一组为增加了泡沫铜-

水凝胶散热结构后的太阳能电池与负载及测量系统，两组实验保持同时开展。整个实验从早

上 8 点开始，连续测量 8 小时，到下午 4 点结束，期间记录太阳光辐射强度，环境温湿度，

太阳能电池背面温度，并在上午 10 点，中午 12 点和下午 2 点用红外热成像仪拍摄太阳能电

池正面的温度分布。实验位于湖北省武汉市，当地经度为东经 114.35，纬度为北纬 30.54，

海拔高度 60 米，实验当天天气晴转多云，东北风二级。根据当地经纬度可以查询到当日正

午太阳高度角为 54°，当日太阳能电池安装的最佳倾斜角为 90°-54°=46°。方位角的确认要根

据最大太阳高度角出现的时间确定，当日日出时间为 6:43，日落时间为 18:24，太阳高度最

高时间为 12:33，根据公式方位角=（太阳高度角最高时刻（24 小时制）-12）×15+（经度-

116）得到安装方位角为 6.6 度，即南偏西 6.6 度。实验采用辐照仪对太阳光光照强度进行测

量，辐照仪感光探测器安装角度与太阳能电池保持一致，测得太阳能电池平面垂直方向光照

强度每隔 10 分钟做一次读数记录。



(a) 实验图 (b) 示意图

图 2 实验平台

3. 结论

本文提出的散热结构，其冷却效果主要取决于蒸发相变强度，吸水凝胶中的水分受热汽

化过程中需要吸收大量的热量，储能所消耗的热量主要取决于系统中水分含量，在孔隙率一

样的情况下，系统的厚度对其储热能力有非常重要的影响。厚度的提升会使得系统的储能性

能增强，但同时也会增加导热热阻，降低热传导效率，从而影响蒸发表面的蒸发速度和对流

换热效率，需进一步对系统厚度进行优化。如图 3 所示，为 4 种厚度的泡沫铜在加热功率为

6W 和 12W 时的温度变化曲线，实验中采用的泡沫铜孔密度均为 20PPI，泡沫铜厚度分别为

3mm、5mm、8mm 和 10mm，聚四氟乙烯疏水复膜孔径为 1um，环境温度 25℃，湿度 50%，

无风环境中测量。从图中可以看出，随着泡沫铜厚度的增加，其在加热阶段内蓄热能力更强，

随着厚度的增加，蒸发面与加热面之间的热阻增大，热量传导到蒸发面的时间更长，蒸发启

动更晚，所以贴近发热面的表面温度上升更加迅速并且达到更高的温度。在蒸发-蓄热阶段，

蒸发散热发展为主要散热手段。随着厚度的增加，其蓄热能力增强，在蒸发-蓄热阶段体现

为系统温度上升速度降低，不同厚度装置的温度变化曲线出现交叉，交叉点之后随着厚度的

增加，发热表面温度更低，这也体现了系统的蓄热能力变化。发热表面的温度基本达到稳定

后，蒸发强度进一步增强，传热过程主要为蒸发散热阶段。在这一阶段，系统均依赖蒸发散

热，其稳定温度基本保持持平，厚度的增加会增强系统温度的稳定性，能够在外界温度变化

时减小波动，维持温度的稳定。



图 3 (a) 6W 和 (b) 12W 加热功率时发热板表面温度变化曲线

在同样的孔隙率时，不同的孔密度主要影响孔径，由于研究的孔径较小，孔径的变化将

影响毛细力作用，对系统内部水分的扩散产生影响，甚至会在泡沫铜内部形成“空洞”，从而

影响散热效果，为了探索孔密度的影响，这一组实验中，采用的泡沫铜的孔密度分别为 20、

30、40PPI，厚度均为 5mm，聚四氟乙烯疏水复膜孔径为 1um，结果如图 4 所示：孔密度为

20PPI 时散热效果最好，其次是 30PPI，40PPI 时散热效果最差，总的来说，散热效果相差较

小。

图 4 (a) 6W 和 (b) 12W 加热功率时发热板表面温度变化曲线

聚四氟乙烯疏水复膜在该结构中主要起到隔离吸水树脂与环境污染物的作用，同时其

疏水透气特性能够保证水凝胶中水分不外溢，同时能够透过蒸发的水蒸气。孔径的减小有

利于阻隔污染物，但是小孔径的疏水复膜将对水蒸气的扩散产生更大的阻力。实验采用的

聚四氟乙烯疏水复膜孔径分别为 0.3um、1um 和 3um，如图 5 所示，孔径减小时，稳定温

度有略微上升，相较于 3um 的孔径，孔径为 1um 时温度上升了约 0.8° ，孔径为 0.45um

与 1um 相差很小，这主要是由于孔径减小时，水蒸气透过膜时阻力增大，综合考虑，确定

实验采用孔径为 1um 的膜。



图 5 (a) 5W 和 (b) 12W 加热功率时发热板表面温度变化曲线

选取加热开始后 30min 内热沉表面的温度数据进行研究，结果如图 6 所示：在同一加

热功率下，随着环境湿度的升高，热沉表面的温度有所上升。在 6W 加热功率时，湿度每

升高 20%，温度有明显上升，在湿度为 90%时装置散热效果最差，热沉表面温度达到了

38℃，在湿度为 30%时装置散热效果最好，热沉表面温度为 32℃。这是因为蒸发表面的蒸

汽向空气中的传播主要来自于两个途径，一方面是由于表面与环境的温度差引起的对流，

另一方面是由于水分子浓度差引起的扩散反应。当环境湿度降低时，装置表面的蒸汽可以

更快的向周边环境扩散，提升装置的蒸发效率。加热功率 12W 时，随着湿度升高，温度也

升高，但是温度随湿度变化的幅度相对减小，这是由于温度的升高后，对流效果增强，扩

散运动的影响相对减小，所以环境湿度的变化影响也相对减小。

图 6 不同湿度下 (a) 6W 和 (b)12W 加热功率下热沉表面温度变化

从图 7a 中可以看出，太阳能电池的温度变化与光照强度变化规律一致，相较于自然冷

却状态下的太阳能电池，采用了散热装置的太阳能电池温度更低，在中午 11:10-11:30 这一

段时间内两者温度相差最大，达到了 15~16℃，在测量的 8 个小时内，采用了新型复合冷却

系统的太阳能电池相较于自然冷却状态下的电池的平均降温幅度为 10.89℃。此外，当太阳



光照强度降低时，添加了泡沫铜-吸水树脂结构的太阳能电池温度波动更小，以 11:20 到 11:40

为例，有无散热结构的温度波动幅度分别为 3.1℃和 10.0℃，这主要是因为泡沫铜-吸水凝胶

结构不仅有蒸发散热功能，还有储热功能，能够有效降低温度波动。

图 7 (a)太阳能电池温度变化; (b) 发电功率

实验采用固定负载进行测试，用电压电流测量模块记录太阳能电池板的输出功率，结果如

图 7b 所示图中黑色曲线表示自然冷却时太阳能电池的发电功率，绿色区域面积代表八小时

内的发电量，红色曲线表示采用泡沫铜-吸水树脂冷却时太阳能电池的发电功率，棕黄色区

域表示加入散热后的相较于自然冷却时多产生的发电量。采用了泡沫铜-吸水凝胶冷却的太

阳能电池板输出功率大于采用自然冷却的太阳能电池板输出功率，两者在 8 小时的测试中，

发电量分别为 5.21W*h 和 5.94W*h，采用了冷却的太阳能电池板发电量提升 14.0%，计算出

8 小时内的平均光照强度 666W/m2，两者的发电效率分别为 9.8%和 11.1%，发电效率提升了

1.3%。

4. 总结

太阳能电池散热问题是影响光伏电池性能和系统可靠性的重要因素，本文针对太阳能电

池在高湿高热环境下发电效率低及安全性等难题，提出了一种新型泡沫铜-水凝胶被动式蒸

发冷却系统，主要围绕系统的传热性能优化和太阳能PV电池冷却展开。具体研究结论如下：

(1) 多孔介质孔密度为 20PPI，厚度为 5mm，聚四氟乙烯疏水复膜孔径为 1um，其蒸发

相变及储能效果最优；

(2) 随着环境湿度进一步提升，系统冷却效果有所降低，而增加太阳光热流密度，湿度

影响减弱；

(3) 采用复合蒸发冷却系统后太阳能电池的温度相较于自然冷却的平均降温幅度



10.89℃，在全天内平均光照强度为 666W/m2 的情况下，发电效率从 9.8% 增加到

11.1%；

该系统综合了环境适应性强及高均温性等优势，充分释放光伏电池生成热量，从而显著

提升长江中下游地区光伏发电潜力，为发展新型抗高湿及抗高温的光伏发电系统提供科学依

据。
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摘要：重入结构因上宽下窄的独特形状更易截留气体，具备优异的疏水性能。当前大都基于经典 Cassie–

Wenzel 理论研究其润湿特性，缺乏微结构尺寸的非连续性变化影响液滴润湿转变的机理。本文基于光

固化微尺度 3D 打印技术定制 T 型有序单重入微结构，探究结构间距对液滴润湿转变的影响规律。同

时，结合格子 Boltzmann 数值模拟，发现带有悬垂的双重入结构具备更优异的疏水性能。并且，从气/

液/固三相界面自由能变化的角度，构建液滴润湿转变的理论模型。

关键词：重入结构，格子 Boltzmann 方法，微尺度 3D 打印，润湿转变

0 前言

近年来，自然界中各类超疏水现象的研究热潮掀起了一系列科学和技术领域的革新，

涉及到涂层、材料学、仿生学、自洁净等方面[1-4]。Tuteja 等人于 2007 年[5]首先制备出顶

部带有屋檐状的 T 型重入微纳结构，实现了亲水基底结构上液滴的 Cassie 润湿模式。随

后，Liu 等人[6]制造出双重入结构，与 T 型单重入结构不同，该双重入结构外沿带有纳米

级别的悬垂，实验发现该结构能使已知表面能最低的液体 C6F14(γ=10 mJ/m2)呈现非润湿

性。自此，重入结构因优异的超疏水性能得到广泛关注[7-9]。Liao 等人[10]认为双重入结构

可以限制三相线的运动，并使界面张力垂直向上以提供更大支撑力，从而抑制液体向结

构间隙的润湿。对于重入结构表面上液滴润湿的转变机制，可能的机理有：(i) 液滴所受

推力超过了结构表面的突破压力，液滴陷入结构间隙中[11, 12]；(ii) 重入结构表面存在缺陷
[13, 14]；(iii) 冷凝过程中纳米级液滴在微纳结构内成核导致超疏水性失效[15-19]。

当前对重入结构调控界面润湿性的研究，借鉴液滴润湿粗糙微纳结构表面，大都基

于经典的 Cassie–Wenzel 润湿理论[20, 21]，但该理论基于大液滴条件下微观结构尺寸的连

续性假设：在液滴直径远大于底部粗糙微纳结构时，忽略粗糙结构的拓扑形态对大液滴

润湿过程中三相接触线的钉扎效应，没有考虑重入结构自身尺寸的尺度大小。但对于小

液滴在上宽下窄的重入结构上的润湿过程，结构尺寸的非连续性变化往往不可被忽略。

并且，由于重入结构上宽下窄的独特形貌，目前主流的功能表面制备工艺如热扩散结合、

机加工、激光切割等都存在着制备瓶颈，难以精准控制重入结构微小几何特征参数[15]，

这也对探寻一种更先进且简便的重入结构制备方法提出了挑战。

本文结合实验探索、数值模拟和理论分析三种方法，对液滴在重入结构上润湿转变

的机理进行综合研究。利用先进的光固化面投影微尺度 3D 打印技术，定制亲水基底的

T 型有序单重入微结构阵列表面，并分析结构间距对液滴润湿转变的影响规律。同时，
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采用三维伪势格子 Boltzmann 方法（LBM），对实验结果进行对比验证，分析了单、双重

入结构表面润湿转变的不同特性。并且，基于气液固三相界面能变化的理论分析，研究

重入结构上 Cassie 态液滴表观接触角的离散分布和阶跃变化的机理。

1 表面制备、实验流程

本文使用光固化面投影微尺度 3D 打印技术定制 T 型有序单重入结构，用于调控液

滴的润湿转变，该微尺度 3D 打印技术拥有精度高、速度快等优点[22]。现有 3D 打印机为

BMF nanoArch S130（图 1a，精度~2μm），使用紫外光刻投影，将打印图案投射在树脂槽

的液体表面上，使树脂固化并快速微立体成型。打印流程（图 1b）：利用 SolidWorks 软
件设计三维模型，将模型导入微尺度 3D 打印系统附带的模型处理软件中；对三维数字

模型结构进行分层切片，生成每层的二维结构信息；随后将数字模型导入 BMF nanoArch
S130 3D 系统，紫外光会自动对切出的二维平面结构信息进行扫描照射，并使得槽中光

敏树脂反应后固化，层层加工后得到所需树脂样品（本征接触角 θ=58o）。

图 1 微尺度 3D 打印制备有序重入结构调控液滴润湿转变

本文利用微尺度 3D 打印定制的 T 型有序单重入结构俯视图如图 1c 所示。对于 T 型

单重入结构，典型结构参数为柱高 h=240μm，顶部的圆盘结构直径 D=240μm，底

部圆柱结构直径 d=100μm，T 型重入结构顶部圆盘的厚度 t=60μm。为了研究

重入结构间距 p 对润湿性的影响，微柱间距 p 改变的范围为 300～800μm。在

进行液滴静态润湿实验时（液滴直径 1.6mm），使用 KRÜSS 接触角测量仪，可以清晰的

拍摄并实时测量液滴接触角变化（图 1d），接触角的测量误差为 0.1°。
2 计算方法

2.1 多相流格子玻尔兹曼方法

采用多松弛(MRT) LBM 模型，演化方程为[23, 24]：

݂ሺݔ ݁ߜ௧ǡݐ ௧ሻെߜ ݂ሺݔǡݐሻൌ െ߉ሺ݂ ሺݔǡݐሻെ ݂

ሺݔǡݐሻሻ െܫ௧ሺߜ ͲǤͷΛሻܨሺݔǡݐሻ (1)

其中 fi(x, t)是 t 时刻 x 处速度为 ei的粒子密度分布函数，Λ=M-1SM 为碰撞矩阵，S 为与

松弛时间相关的非负对角矩阵，M 为变换矩阵[25]。具体的碰撞和迁移过程为：

 ′ ൌ  െ ሺࡿ െ  ሻǡ᩸ ′᩸ࢌ ൌ ࡹ ିଵ ′ǡ᩸ ᩸᩸᩸᩸ ݂ሺ࢞ ݐǡݐߜࢋ ሻൌݐߜ ݂′ሺ࢞ǡݐሻ ሻݐǡ࢞ሺܨ (2)
式（2）中等式右边最后一项Fi为离散的作用力，由下式给出[26]：
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其中，F为合力，包括了粒子间作用力、固体对流体的作用力和重力，即F=Fint+Fs+Fg，

粒子间作用力Fint为[27, 28]：

=௧ࡲ ∑(࢞)߮ߚ− +࢞)ܩ +࢞)߮(ݐߜࢋ −ࢋ(ݐߜࢋ 0.5(1 − ∑(ߚ +࢞)ܩ ߮(ݐߜࢋ
ଶ(࢞+ ࢋ(ݐߜࢋ (4)

本文取权系数 β=1.16。局部密度函数߮(࢞) = ඥ(− ߩ ௦ܿ
ଶ)/3。本文使用 P–R 状态方程计

算压力= ߩ ܴܶ/(1 − (ߩܾ − 1)/(ܶ)ߙଶߩܽ + 2 −ߩܾ ܾଶߩଶ)，分别取 a =2/49，b =2/21。
固体壁面的润湿性通过引入固体和流体之间的相互作用力 Fs来计算[29]：

(ݔ)௦ܨ = ∑(ݔ)߰− ௦݃ ߱ݔ)ݏ+ ݁ߜ௧) ⋅ ݁ߜ௧ (5)
对于 D3Q19 格子来说，权系数 ω0=1/3、ω1–6=1/18、ω7–18=1/36。gs是调节接触角

的流固作用强度系数。s(x)为指示函数（对固体其值为 1，对流体其值为 0）。
流体的宏观密度ρ与速度U为：
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2.2 计算模型设置和模型验证

经典润湿理论中，Wenzel 和 Cassie[20, 21]基于微纳结构尺寸连续性假设，分别提出了

微纳结构影响下的表观接触角 θ*模型：

∗ߠݏܿ = ߠcosݎ (7a)
∗ߠݏܿ = ௦݂cosߠ− (1 − ௦݂) (7b)

θ为光滑本征接触角，r 为粗糙表面的粗糙度，定义为实际固液接触面积和几何投影面积

之比(r>1)。粗糙效应的另一个特征是固体分数 fs，其定义为表面结构的横截面积与基底

面积的比值。此外，Hemi-Wicking 润湿模型[30]为:
∗ߠݏܿ = ௦݂cosߠ+ (1 − ௦݂) (8)

在光滑本征接触角由 0~180°变化时，这三种方程对应的粗糙表面表观接触角会随之转换，

且存在两个临界接触角[31]：cosθc1=(1-fs)/(r-fs)和 cosθc2=( fs-1)/(r-fs)。
本文 LBM 模拟中采用 Peng-Robinson 状态方程：

=
ߩ ܴܶ

1 − ߩܾ
−

(ܶ)ߝଶߩܽ

1 + 2 −ߩܾ ଶܾߩଶ
(9)

(ܶ)ߝ = 1ൣ + (0.37464 + 1.54226߱ − 0.26992߱ଶ)൫1 − ඥܶ/ ܶ൯൧
ଶ

(10)

其中߱是偏心因子，对与工质水其取为 0.344。此外，本文中取 a=2/49，b=2/21,另外由ܽ=

0.45724ܴଶ ܶ
ଶ/，ܾ= 0.0778ܴ ܶ/可以确定临界温度和临界压力。在本文的模拟中取

液体温度为0.85 ܶ，汽液密度分别为 ρl=6.63 和 ρv=0.34，汽液密度比约为 19.4。
LBM 模拟结果和经典润湿模型预测曲线的对比验证如图 2 所示。固体边界采用半

反弹格式，周边方向采用周期边界。模拟中两种微柱结构为：分别为柱间距 p=8，柱宽

d=2，柱高 h=10；柱间距 p=8，柱宽 d=2，柱高 h=5。以上参数取 LBM 格子单位（lattice
unit，lu）。当 p=8，d=2，h=5 时，r=1.625，fs=0.0625，θc1=53.13°，θc2= 126.87°。从图 2a
可以看出 LBM 模拟得到的结果与 Wenzel、Cassie 和 Hemi-wicking 理论预测结果符合的

较好。当 LBM 流固作用系数 gs 取-0.6 时，对应于点 1，此时光滑角是 45.6°，粗糙角为

12.3°。光滑角小于临界接触角 θc1，此时微柱阵列粗糙结构的润湿关系满足 Hemi-wicking
模型（图 2b）。gs取-0.3 和 0.3 时，对应于点 2 和点 3，光滑角分别为 63°和 110.4°，光滑



角在两个临界接触角 θc1 和 θc2 之间，微柱阵列粗糙接触角适用于 Wenzel 方程。Wenzel
态的接触角关系会使得亲水表面更加亲水，而疏水表面更加疏水。当 gs 取 0.6 时，对应

于点 4，此时光滑角为 131.8°，光滑角大于临界接触角 θc2，微柱阵列粗糙接触角适用于

Cassie 方程。由于柱间隙的气穴抑制顶部液滴的渗入，结构展现出超疏水性。图 2 验证

了本文中三维 LBM 方法模拟微纳结构表面液滴润湿的准确性。

图 2 利用微纳结构 Cassie、Wenzel 和 Hemi-wicking 三类润湿模式验证 LBM 数值模拟

3 结果分析

3.1 T 型有序单重入结构表面上液滴润湿转变的实验与数值模拟的对比验证

选取邦德数（Bond Number）作为液滴润湿的特征数，

݊ܤ ݀ =
݃ߩ ଶݎ

ߪ
(11)

其中，ߪ为表面张力，݃为重力加速度，ݎ为液滴半径。以水为工质，实际直径约 2mm 的

液滴对应݊ܤ ݀ ൌ ͲǤͳʹ 。在LBM模拟中，使用直径为 200格子单位的液滴模拟润湿行为，

计算得到 LBM 中加速度݃ ൌ ͳǤͷൈ ͳͲି时模拟与实际的邦德数相等，此时一个格子单位

长度对应实际 ߤ10݉ 。

3D 打印定制的 T 型有序单重入结构表面上液滴润湿转变的实验，与 LBM 模拟对比

验证，结果表明两者吻合较好（图 3）。当单重入结构间距 p 增大时，液滴在重入结构上

Cassie 状态呈现出“ab 段”和“cd 段”的离散分布和阶跃变化，当间距进一步增大到

540μm 时，发生 Cassie–Wenzel（C–W）润湿转变。当 Cassie 态液滴处于“ab 段”和“cd
段”亚稳态时，液滴表观接触角随间距 p 的增大而减小。在经典的 Cassie 模型中，微柱

间距 p 增大，结构的固体分数减小，疏水性增强，此时 Cassie 模型预测的表观接触角将

增大，可见经典 Cassie 模型在此出现偏差。本文后续将结合 LBM 数值模拟和液滴润湿

几何形态中气液固三相界面能变化的理论分析，探究重入结构间距尺寸 p 的非连续性变

化，导致液滴在结构上表观接触角的离散分布和阶跃变化的机理。



图 3 T 型有序单重入结构表面液滴润湿实验与 LBM 数值模拟的对比验证，其中 LBM 模拟中长度单位

1lu（lu 表示格子单位，lattice unite）类比于实际中 10 μm.

3.2 单、双重入结构的润湿性能对比研究

实验室现有 3D 打印技术只能打印出 T 型有序单重入结构，而无法制备带有悬垂的

双重入结构。本节采用三维 LBM 方法，模拟液滴在双重入与单重入两种结构上的润湿

性能，对比两种重入结构表面上液滴润湿转变的特性。重入结构几何尺寸为顶部圆盘直

径 d=24，圆盘厚度 h2=3，底部圆柱直径 l=10，圆柱高度 h=24。需要强调，双重入与 T
型单重入结构唯一不同之处在于：双重入结构顶部圆盘外沿有向下悬垂，厚度为 t=3。数

值模拟中，结构间距为 p=39, 42, 45, 48, 51, 54, 57, 60，液滴直径 Dp=212。

图 4 LBM 模拟双重入与 T 型单重入结构表面上液滴润湿性能的对比

图 4 显示了液滴在单、双重入结构上润湿性能的对比结果。当重入结构间距较小

（p=39）和较大（p=60）时，液滴在两种重入结构上的润湿结果基本相同。当间距 p=45
和间距 p=54 时，两种结构上液滴润湿形态有了较为明显的区别。对于 p=45 的情况，两

种结构上液滴均呈现 Cassie 形态，且双重入结构接触角 θ*=116.2°，小于单重入结构接触

角 θ*=122.7°。这是由于间距逐渐增大，双重入结构间的悬垂增加了液滴与结构的接触面

积，导致接触角略小。而对于 p=54 的情况，T 型重入结构的圆盘厚度不足以维持液滴

在其结构间形成下陷液面，从而发生 C–W 转变，表观接触角大幅减小；对于双重入结



构，悬垂对于接触线的钉扎效应，提高了表面的疏水性能，p=54 依然能维持 Cassie 润湿

态，并发生了接触角阶跃提高（θ*=133.8°）。
3.3 重入结构表面上液滴润湿转变的气液固界面自由能分析

相比于单重入结构，双重入结构因悬垂对于接触线的钉扎效应，具有更优异的疏水

性能，且疏水 Cassie 态润湿的离散分布和阶跃变化更明显（图 5）。针对双重入结构，计

算参数选取：柱高 h=24，顶部圆盘结构直径 d=24，底部圆柱结构直径 l=10，双重入结

构的悬垂厚度 t=3，基底的本征接触角 58o。根据液滴具体润湿形态和表观接触角的大小，

图 5 液滴润湿曲线可以划分出三个亚稳态区域：ab、cd、ef 段。当 Cassie 态液滴处于这

三个亚稳态区域时，液滴表观接触角都随间距 p 的增大呈现下降趋势；而间距 p 从 33 变

化到 35（接触角从 99.4°阶跃至 124.7°）、p 从 42 变化到 44（接触角从 119.1°阶跃至

144.5°）。分析这一过程的原因：虽然间距增大，但 C-W 转变前，液滴润湿底部的微柱

数量保持不变，此时间距增大导致结构间悬挂液面下陷面积增大，实际的固液界面分数

提高，故表观接触角缓慢减小。而在“bc”和“de”段，发生液滴 Cassie 润湿形态的阶

跃变化，液滴底部润湿的微柱减小，故表观接触角明显提高。

图 5 双重入结构表面上结构间距引起的液滴疏水 Cassie 态阶跃分布

可通过液滴在重入结构表面上的气液固三相界面的自由能变化，分析液滴的润湿转

变机理。取界面处的部分微结构作为一个单元，单元界面处的悬挂液面如图 6a 所示。气

液固三相界面的总自由能 G 可表示为[32]：

ܩ ൌ svܣsvߪ  slܣslߪ  lvܣlvߪ ൌ ܩ  ܩ߂ (12)

式中，σsv、σsl和 σlv分别为固气、固液、气液界面张力，Asv、Asl和 Alv分别是对应的界面

面积。G0为重入结构顶部液滴维持 Cassie 态的界面基态自由能，ΔG 为结构间隙悬挂液

面的界面自由能。G0可通过下式计算[33]:

ܩ ൌ ʹlv[9πܸଶሺߪ  ሻሺͳ∗ߠݏܿ െ ଶ]1/3(∗ߠݏܿ (13)

其中，V 是液滴体积，在润湿过程中可将其视为定值，θ*是液滴在重入结构上呈现的表

表观接触角。等式右侧在 θ*>90o时单调递增，因此可认为 G0与 θ*正相关。



液滴在重入结构间隙形成悬挂液面，界面自由能为 ΔG，则有:：

ܩ߂ ൌ svܣ߂svߪ  slܣ߂slߪ  lvܣ߂lvߪ (14)

式中，ΔAsv、ΔAsl 和 ΔAlv 分别是悬挂液面处固气、固液和气液界面面积。每个结构单元

处，悬挂液面的自由能 ΔGc可表示为[33]

ܩ߂ ൌ lvߪ ቂ
ଶ െ ሺߨ

ௗ

ଶ
)ଶቃሺݎlv − 1)+π݀ℎslሺߪsl െ (svߪ (15)

其中，rlv是结构间悬挂液面的粗糙度因子，为悬挂液面的真实面积与投影面积之比，而

hsl 为三相接触线浸入双重入结构侧边悬垂的深度。根据杨氏方程 cosθ0=(σsv-σsl)/ σlv，式

中 θ0为悬挂液面在双重入结构侧边悬垂上的接触角，代入上式化简并除以基底面积 p2得

到单位面积内悬挂液面自由能 ΔG*为：

∗ܩ߂ ൌ lvሺͳߪ െ ߮௦ሻሺݎ
lv െ ͳሻെ ߠ���ℎsl߉lvߪ (16)

其中，固体分数 φs=0.25πd2/p2，Λ=πd/p2 为单位面积内三相接触线的长度。为简化模型，

将结构间的悬挂液面近似为一个球冠面（图 6a）计算粗糙度因子 rlv=2/(1+sinθ0)，则[33]

∗ܩ߂ ൌ lvሺͳߪ െ ߮௦)
ଵି௦ఏబ

ଵା௦ఏబ
െ ߠ���ℎsl߉lvߪ (17)

上式右边第一项表示Cassie 状态气液界面由于悬挂液面面积的增大而导致的自由能升高；

第二项表示下陷悬挂液面在结构侧边克服三相接触线上的界面张力所需的功。

图 6 双重入结构上液滴润湿界面形态分析

图 6b 为 Cassie 态液滴润湿双重入结构的二维投影示意图，液滴底部投影面积为 A

（由LBM模拟统计得到），则有G=G0+ΔG=G0+AΔG*。根据上式计算得到液滴维持Cassie
态时 G0和 ΔG 随间距 p 的变化曲线如图 7 所示。在双重入结构的接触角阶跃变化时（对

应“bc”和“de”段），液滴润湿底部的微柱数量突然减少，液滴底部三相接触线的钉扎

被破坏，并在内侧相邻微柱上重新钉扎，此时底部投影面积减小。Cassie 态液滴悬挂液

面投影面积 A 突然减小，悬挂液面部分的自由能 ΔG=AΔG*降低，考虑到 ΔG 与 G0为竞

争关系，则结构顶部液滴基态自由能 G0突增，根据对式(10)的分析，表观接触角 θ*也随

之突然阶跃增大。



图 7 重入结构表面上 Cassie 态液滴润湿转变过程中气液固液固界面自由能的变化

4 结论

本文针对有序重入结构上的液滴润湿转变过程，结合实验测试、格子 Boltzmann 数

值模拟（LBM）和气液固三相界面自由能分析的方法，揭示了 Cassie 态液滴的表观接触

角呈现离散分布和阶跃变化的规律。基于光固化面投影微尺度 3D 打印技术定制 T 型有

序单重入结构表面，实验结果表明在液滴 Cassie 态亚稳态区间内，液滴表观接触角都随

间距 p 的增大而减小，且只有间距增大到一定范围后，才会发生 Cassie-Wenzel（C-W）

的润湿转变；并且，实验结果与 LBM 模拟结果吻合较好。LBM 的数值模拟结果表明，

双重入结构由于悬垂对于液滴悬挂液面接触线的钉扎作用，相比于单重入结构具有更优

异的疏水性能，且液滴 Cassie 润湿形态的离散分布和阶跃变化更加明显。理论分析结果

表明，Cassie 态液滴的气液固界面自由能可以分成两部分，包括结构顶部液滴部分的基

态自由能，与重入结构之间悬挂液面的自由能，两者呈竞争关系；当 Cassie 态液滴表观

接触角发生阶跃时，界面基态自由能增加，悬挂液面的自由能减小；而在液滴 Cassie 亚
稳态区，液滴陷入结构内部的趋势明显，悬挂液面的自由能增大，结构顶部液滴基态自

由能减小；从而导致液滴相应的 Cassie 润湿离散分布和阶跃变化。
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摘要：石蜡因其相变潜热高、不易出现过冷和相分离现象、化学稳定性好、无毒以及成本低廉而被广泛应

用。但石蜡的导热系数较小，限制了其应用范围。本文以石蜡为研究对象，通过石蜡与多孔金属泡沫相复

合，探究加热位置对梯度相变复合储热材料传热性能的影响规律。通过数值模拟和实验测试，分别研究了

从模型的侧面、底部加热对石蜡融化情况的影响，结果表明实验和数值模拟结果基本一致，且热源放置在

侧面时，X 方向负梯度的泡沫金属强化作用最显著。

关键词：相变材料；泡沫金属；数值模拟；强化传热

1 前言

当今各国对化石能源的需求日益增加，并且巨大的化石能源消耗带来了能源危机，因此

我们应该提高能源利用效率，对能源进行回收以及再利用
[1]
。在提高能源的利用效率和能源

回收方面，储能技术是解决这些问题的关键性手段，通过将能量储存起来再释放的过程，以

此来解决能源的转化、运输以及供需之间不平衡的问题
[2]
。

目前热能储存技术主要分为潜热储能技术、显热储能技术以及化学储能技术。由于潜热

储能拥有更大的能量储存密度，和更小的储能温差，且潜热储能比热化学储能更易于控制更

加安全而被广泛应用。相变材料是潜热系统的一个重要组成部分，相变材料以融化潜热高、

相变温度恒定、化学性能稳定、成本低而广泛应用于热能储存
[3]
、电子产品热管理

[4]
、电池

热管理
[5]
、余热回收

[6]
、太阳能利用

[7]
等领域。但由于相变材料的导热率低，限制了其在很

多领域进一步的应用。为了提高相变材料的导热性，人们通常在相变材料中添加翅片
[8]
、泡

沫金属
[9]
、膨胀石墨

[10]
、纳米流体

[11]
等来提高相变材料的导热性能。Cui 等人研究了泡沫铜

对石蜡导热性能的影响，发现加入泡沫铜后相变材料的温度分布更加均匀且融化时间大大缩

短
[12]

。Li 等人对金属泡沫中石蜡相变传热进行了实验和数值研究，发现导热和对流是使复

合相变材料融化的主要传热机制，尽管泡沫金属对自然对流有抑制作用，但总体大大缩短了

相变材料完全融化所需时间。且作者认为通过调整孔密度和孔隙率来调整融化过程中自然对

流和复合相变材料的导热率
[13]

。Tian 等人发现加入金属泡沫的复合相变材料比纯 PCM 的传

热性能提高了约 10 倍，并且孔径和孔隙率较小的金属泡沫比孔径和孔隙率较大的金属泡沫

的传热性能更加优异
[14]

。Chang 等人通过烧结铜网并在其表面沉积石墨纳米颗粒与石蜡相结

合形成新的复合相变材料，该复合相变材料可以防止实验过程中石蜡的泄露并提高相变材料

的导热系数，石墨纳米颗粒可以吸收太阳能并转化为热能传给石蜡，可收集并利用太阳能
[15]

。

Z 等人对铜泡沫在相变材料中的配比对系统传热性能的影响进行了研究，他们发现自然对流



是低铜金属泡沫比例复合相变材料熔融过程中的主要传热机理;热传导在高铜金属泡沫比例

的复合相变材料的熔融过程中起着主要作用
[16]

。Vahid 等人发现对于管壳式换热器而言，偏

心管壳式换热器比同心管壳式换热器完全熔化时间减少 54%，且在相同实验条件下分叉翅

片的效果要由于直式翅片
[17]

。zhang 等人利用超声法以多壁碳纳米管为高导热材料，十八醇

为成核剂，成功制备了一种新型低过冷度、高导热率的纳米相变材料乳液，并且此乳液具有

优异的分散性和稳定性。添加 4 wt%多壁碳纳米管后，32 wt%纳米乳液的导热系数提高了

10.1%。添加 20wt%十八烷醇后，36wt%纳米乳液的过冷度从 4.17°C 降低到 3.11°C，降低了

0.1%[18]。se 等人对矩形单元中翅片倾角对相变材料储热性能影响进行了研究，并发现带有

向下角度翅片的系统具有较短的熔化时间。在热源温度为 60℃时翅片倾角为-20°时相变材料

完全融化所需时间最短，当热源温度为 70℃和 80℃时翅片倾角为-30°时相变材料完全融化

所需时间最短
[19]

。Kamkari 等人对月桂酸在带有翅片的矩形外壳在不同倾角下的融化情况进

行了研究，倾斜角度分别为 90°、45°和 0°。通过数值模拟和实验发现不管外壳有无翅片较

小的外壳倾角具有较快的融化速率，并且作者发现简单地倾斜外壳比在垂直外壳中添加翅片

可以更有效地提高熔化速率[20]。Li 等人在管壳式热能储存单元中同时添加翅片和纳米材料，

研究两者共同作用对储能系统的影响。石墨烯纳米片的加入确实加速了复合相变材料在热能

存储单元中的熔化过程，但如果石墨烯纳米片加入过多，复合相变材料的粘度会显著增加，

粘度增加会抑制对流换热从而抵消导热系数增加带来的好处，甚至会使储热系统的传热变

差。当石墨烯纳米片和纵向翅片结合的情况下，系统的整体熔化速率和瞬时蓄热速率都大大

降低，因此纵向翅片应与纯 PCM 结合使用[21]。

本文利用 Solidworks 软件设计了一种多孔模型，利用 3D 打印机完成打印，并将打印的

多孔金属模型与石蜡相结合，形成了一种新的复合材料。并对复合材料进行实验和数值模拟

探究其在不同部位加热对其传热性能的影响。

2 实验介绍

2.1 实验系统

本文研究的多孔基质相变蓄热材料由铝合金金属骨架与石蜡复合而成，石蜡填充在金属

骨架的空腔中。金属泡沫模型如图 1 所示。其中模型长 98mm，宽 98mm，高 40mm。模型

中的小孔为边长为 1mm 的正方形，填充相变材料的区域是以梯度为 1mm 水平递减的矩形

块，最左边是以边长为 22mm 的正方形区域并依次递减到最右边的 19mm。高度为 40mm。

模型整体的孔隙率为 0.896。具有恒定温度热源放置在系统的左侧或底部，其他壁面为绝热

状态。本文根据热源位置和梯度孔隙考虑了三种不同的工况。分别为热源在系统左侧时模型

为 X 方向正梯度孔隙、热源在系统左侧时模型为 X 方向负梯度孔隙以及热源在系统底部时

的情况。



图 1 多孔金属几何模型

本文考虑了两个加热位置，如图 1 所示分别为系统左边及系统底部。此外，模型还留有

一个观测面，探究不同加热方向对模型中石蜡融化情况的影响。石蜡的差示扫描量热仪(DSC)

曲线如图 2 所示，测量过程由 0℃加热到 90℃，加热速率为 5℃/min，得到了石蜡的相变温

度、相变潜热等参数。石蜡的物性参数如表 1所示。

图 2 纯石蜡 DSC 测试曲线



表 1 纯石蜡的热物参数

材

料

1( )kg m



1 1( )

P
C J kg K

 
  1 1( )k W m K

 
  ( )Pa s  ( )L KJ kg ( )

m
T K 1( )K



石

蜡
900 2300 0.3 0.00324 143.3

321.75

-

329.35

0.0005

本次实验搭建了复合相变材料的固液相变可视化实验平台和内部测温系统，实验系统由

恒温水浴、高清摄像机、热电偶、数据采集仪及电脑等设备构成，如图 3 所示。实验过程中

的加热方式为恒温加热，将水浴块置于系统左侧或底部，热源温度为 78℃。将浇筑好石蜡

后的复合相变材料放入外壳，外壳为透明 PC 板,通过高清相机观察不同梯度及不同热源位

置的复合相变材料融化过程中固液界面的迁移变化。同时在八个不同石蜡块的中心分别安置

热电偶，用来监视系统中温度分布情况。

图 3 可视化实验平台

2.2 数值模拟

利用 ANSYS FLUENT 2020 R2 有限体积法模拟泡沫金属中相变材料的非稳态熔化相变

过程。为节省计算机资源，本文数值模拟采用二维模型进行计算，采用一个考虑自然对流和

热传导影响的数值模型来研究二维多孔结构的传热性能并研究其瞬态相变过程，以下假设用

于建立数值模型：

(a) 假定相变材料的液相流动为不可压缩层流。

(b) 石蜡和金属泡沫的热性能是恒定且各向同性的。

(c) 假设液体石蜡的粘度保持恒定。

(d) 石蜡的密度变化遵循 Boussinesqb 假设。

(e) 忽略固液之间空气的影响。

模拟中网格为非结构化网格，采用有限体积离散化进行模拟，压力与速度耦合采用



SIMPLE 算法，压力项的离散格式选用 PRESTO!

2.3 控制方程及初始条件

计算域如图 4 所示。最初包括石蜡和金属泡沫在内的整个区域的温度为 298K。在右壁、

底壁放置恒定温度高于石蜡熔化温度的热源，热源温度为 351K。除了加热面，其它所有壁

面与外界保持绝热。在整个系统中布置了八个热电偶，其中 4 个分布在外层四块石蜡的中

点，另外 4 个分布在中心四块石蜡的中点，用以监测整个系统的温度分布，从左至右自上而

下热电偶编号依次为 T1、T2、T3、T4、T5、T6、T7、T8。当热源位置改变时，热电偶位置

及顺序保持不变。

图 4 二维模型结构

连续性方程：
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其中 f 为石蜡的密度， f 为动态粘度，u 是 x 方向上的速度， v 是 y 方向上的速度，

p 表示压力， 为石蜡的液体分数， yS 和 xS 为动量源项。

2.4 网格划分与独立性验证

为节省计算机资源，本文模拟采用二维模型进行计算。为了确保计算结果跟网格尺寸无

关，本文采用三组不同尺寸的网格进行模拟，分别为 15977 和 25245 和 50454。



图 5 网格独立验证

图 3 为三种不同网格尺寸下的液相率，三种网格尺寸的结果非常接近。认为此时模拟结

果不受网格数量的影响。因此，为节省时间和资源选择网格数量为 25245 的模型进行数值模

拟。

3 数值模拟结果

本文模拟了在以金属泡沫为基底石蜡为相变材料的融化过程。图 6 为三种不同工况下

数值模拟结果图，热源温度为 351K，其中红色部分表示液体相变材料，蓝色部分表示固体

相变材料。

图 6 数值模拟结果图

在加热前期热量主要通过金属传递给石蜡块，靠近金属附近的石蜡优先融化，所以最靠

近热源侧的石蜡融化趋势为 C 字形,随着继续加热，热源侧石蜡出现了明显的液化现象，因



为石蜡的密度随温度变化而变化，靠近热源侧的液体石蜡温度较高密度较小向上流动，远离

热源的液体石蜡温度较低密度较大向下流动，所以整体石蜡的融化趋势并不是平行于加热面

向后迁移而是以一定倾斜角度向后迁移。在整个过程中，相变材料从加热端开始融化到所有

相变材料完全融化变成液体，自然对流和热传导是使石蜡相变的主要传热机制。其中加热前

期的热量主要是通过金属骨架进行传导，随着加热的进行对流效果越来越明显。融化过程中

自然对流的产生是因为液体石蜡在模型内部形成了循环，虽然多孔金属骨架增加了石蜡的导

热系数但对自然对流却有抑制作用，降低了自然对流效应。但从宏观角度而言，金属骨架显

著地改善了整个系统的传热情况。

当热源位于系统左侧时，系统在开始融化阶段主要是以热传导为主，此时液体石蜡的比

例较小，还未形成循环，自然对流受到限制。但随着时间的推移，液体石蜡越来越多，所占

空间也越来越大，由于液态石蜡受热不均匀其密度也会相应发生改变，靠近热源的石蜡温度

较高密度较小向上流动，远离热源的液态石蜡温度较低密度较大向下流动，因此形成了顺时

针方向的自然对流循环，此时融化进程开始加快。由于自然对流的原因与底部相比顶部融化

得更快，所以导致在整个融化阶段中融化趋势是倾斜的，并且随着时间的增加斜率也逐渐增

加。

对比上面两组结果可以看出当热源位于系统左侧时 X 方向负梯度完全融化时间比 X 方

向正梯度短，主要原因是与 X 方向正梯度靠近热源的石蜡块较大，金属占比较小，而且融化

前期热量传递方式主要是以导热为主，自然对流并不明显，所以在 475s 时 X 方向负梯度明

显融化较快，825s 时两者差异更加明显。融化后期热量传递方式是以自然对流为主导，金

属骨架对自然对流有抑制作用，由于 X 方向正梯度远离热源处的金属比 X 方向负梯度占比

大，所以在 X 方向上负梯度比正梯度融化得快。

热源在系统底部时热量传递的主要方式为热传导及自然对流，热源的热量主要通过金属

骨架及自然对流向上传导，在加热的初始阶段热源通过金属骨架将热量传递给最近的固态石

蜡，随着时间的推移液体石蜡逐渐增多，但当液体增加到一定量时，靠近热源位置时每个石

蜡方块出现了自下而上的热流循环使得石蜡融化进程加快，出现自然对流的原因主要是靠近

热源的石蜡温度较高密度较小向上流动，远离热源的石蜡温度较低密度较大向下流动，因此

形成了自下而上的对流循环。但随着时间增加石蜡逐渐向上融化，同一层液体石蜡的温差开

始减小对流作用慢慢开始减弱，融化速度也开始下降。

从图 6 可以直观地看出当热源位于系统侧面时 X 方向正梯度石蜡完全融化所需时间最

少，X 方向负梯度完全石蜡融化所需时间最多，当热源位于系统底部时石蜡完全融化所需时

间在两者之间，下面通过实验进行验证。



图 7 不同工况下相变材料液相率随时间变化图

4 实验结果及分析

图 8 为热源在系统侧面时 X 方向正梯度水平加热的实验结果图，从图中可以观察到靠

近热源一侧的石蜡优先融化，并且在第一列融化到一定程度后开始出现自然对流。出现自然

对流的原因是随着持续地加热，液态石蜡逐渐增多，液态石蜡因温度不同其密度也不同。靠

近热源的液体石蜡温度较高密度较小所以向上流动，而靠近固态石蜡的温度较低密度较大所

以向下流动，液态石蜡地流动同时伴随着流动换热，将热源的温度传递给固态石蜡，加快了

整个系统的融化进程，因此每一列的上部分总是比下部分融化地更快。整个系统的固液交界

面为一条曲线，且随着时间的推移固液交界面与加热面的倾角越来越大。通过分析实验结果

与模拟仿真结果发现两者融化趋势基本一致，该工况下固态石蜡完全融化所需时间为 162 分

钟。

30min 50min 90min 130min 160min

图 8 X 方向正梯度水平加热实验与模拟融化情况对比图



图 9 为热源在系统侧面时 X 方向负梯度水平加热的实验结果图。与数值模拟的结果基

本一致，前期是以热传导为主，贴近金属骨架的四周最先融化，然后慢慢向中央融化。对比

X方向正梯度水平加热的实验结果可以发现在融化前期相同的加热时间下X方向负梯度水平

加热该工况下融化地更快，并且该工况下的固液交界面倾斜角度比 X 方向正梯度水平加热

的小。该工况下固态石蜡完全融化的时间为 123 分钟。

30min 50min 70min 94min 121min

图 9 X 方向负梯度水平加热实验与模拟融化情况对比图
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图 10 底部加热实验与模拟融化情况对比图

图 10 为热源位于底部时的实验结果，从图中可以观察到固态石蜡的融化规律为自下而

上逐层融化，且每层较小石蜡块先融化，该工况也存在自然对流，但仅在每个石蜡块中有所

表现，由于热源位于系统底部，热量通过金属骨架由下向上传递，靠近金属骨架的石蜡优先

融化，由于密度不同形成了自然对流。该工况下固态石蜡完全融化所需时间为 132 分钟。

通过实验发现当热源位于系统侧面时 X 方向正梯度石蜡完全融化所需时间最少，X 方向

负梯度完全石蜡融化所需时间最多，当热源位于系统底部时石蜡完全融化所需时间在两者之

间，与数值模拟结果一致。



图 11 底部加热实验与模拟温升对比图

上图为含有 X 负梯度骨架的相变材料在水平加热方向上 8 个测温点温度随时间变化的

趋势图。因为在加热初始阶段 T7 和 T8 是离热源最近的两个测温点，所以在 8 个测温点中

T1 和 T7 是温度升高最快的两个点。在加热初始阶段各点温度升高较快，加热到一定程度后

各点温度升高速率开始减慢，测温点附近的石蜡开始吸收热量并以潜热的形式进行储存，由

于各个测温点距离热源位置不同所以温升减慢趋势的时间也不同。数值模拟 8 个点的温升

图和实验对应 8 个测温点的温升图大致相同，但两者还是有所差别，其主要原因是数值模拟

对石蜡密度做了假设，认为石蜡的热物性为恒定且各项同性，但在实验中石蜡的密度会随温

度的变化而变化。

图 12 X 方向正梯度水平加热实验与模拟温升对比图

X 方向负梯度水平加热温升图数值模拟和实验的第七个测温点相差较大，其主要原因是

实验过程中达不到完全隔热的效果导致有热量散失，影响石蜡融化过程中的换热效果。且由

于实验样件是 3D 打印而成，在打印过程中会堵塞某些孔洞所以实验过程中会抑制自然对流，

数值模拟中可以看出自然对流对 T7 测温点影响较大，所以实验中 T7 测温点曲线效果不如

数值模拟明显。



图 13 X 方向负梯度水平加热实验与模拟温升对比图

对于 X 方向负梯度水平加热温升图数值模拟和实验数据曲线趋势符合较好，其中差别

较大地方为数值模拟中测温点附近的石蜡温度到了一定时间后会有一个停滞期，而实验数据

并没有出现温度停滞的情况，只是以一个较缓的增长速率慢慢升高，导致两者差异的原因是

数值模拟中认为石蜡的熔点为一个定值，然而实际中因为石蜡是混合物其并像纯净物那样具

有严格的熔点，所以实验数据表现出来的跟数值模拟有所差别。因为实验系统中没有固定热

电偶的装置，热电偶的位置都是通过测量工具测量出来的，测量点位与数值模拟难免存在偏

差，造成数值模拟与实验数据存在些许差异，当然跟实验的隔热条件、3D 打印金属本身缺

陷等因素也有关。

5 结论

应用数值模拟和实验相结合的方法研究热源位置对梯度泡沫金属中相变储热材料的传

热特性的影响，得出以下结论。

（1）热源位于系统侧面和底部时传热机制主要是热传导和自然对流。

（2）当热源位于系统侧面时，X方向负梯度完全融化时间比 X方向正梯度短。

（3）当热源位于系统底部时石蜡完全融化所需时间在两者之间。

（4）数值模拟结果与实验结果偏差较小，文中采用的数值模拟方法是可靠的。
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摘要：结霜初期现象是空间上不连续的相变成核过程，而且这一相变成核过程随着冷板温度和表面特

征的不同而变化。不同表面特性对普冷条件下的结霜过程，尤其是结霜初始阶段有着直接、重要的影

响。在深冷条件下超疏水特性对结霜过程的影响远没有普冷条件下明显。为了弄清楚表面特性对深冷

条件下结霜现象的影响，仍需要进一步的系统研究。基于此，本文研究了-190℃至-30℃下亲水表面和

疏水表面上的结霜现象，寻求抑制结霜的方法。在实验中首次观察到不同温度下边界层中水蒸气凝华

和凝结的现象，证明了以往学者对结霜机制的推测。

关键词：深冷结霜；改性表面；超亲/疏水；凝华成霜；凝结成霜

0 前言

结霜是一种常见的物理现象，广泛存在于自然界和人类生产生活中。当冷表面处于

湿空气中，其表面温度低于对应水蒸气分压下的冰点温度时，水蒸气就凝华在冷表面上，

结霜现象就会发生。但结霜也是一个十分复杂的传热传质现象，在结霜初期，独立分散

的霜晶类似肋片可以起到强化传热的功能，但随着霜层厚度的增加，霜晶不断增长、增

多、堆叠，形成厚厚的霜层，此时霜层会严重阻碍传热；同时，霜层的存在还会增加流

动阻力从而增加压力损失。总的来说，结霜带来的不利影响居多。因此，研究冷表面的

结霜机理，探究其生长规律及影响因素显得尤为重要。

结霜是一个典型的界面现象，因此，冷表面特性包括亲疏水性和表面粗糙度必然会

对结霜过程（尤其霜晶成核阶段）产生重要的影响。大量实验研究证实，冷表面经过表

面改性可以一定程度上延迟水珠冻结，从而抑制霜晶的生长。Wu 和 Webb[1]通过实验发

现疏水表面和亲水表面的霜晶形态及分布都有所不同，亲水表面上的霜晶分布均匀，而

疏水表面上的霜晶呈现一簇簇的团状分布。Wang 等人[2]在-7.2℃、相对湿度 55％的环境

下观察结霜过程，发现疏水表面（接触角 CA=150°）出现霜晶的时间要比裸铜面(CA=64°)
延迟 100s。同样实验环境下将超疏水表面竖直放置，600s 后超疏水表面上几乎没有霜。

Liu 等人[3]利用磁控溅射技术制作了一种超疏水表面，发现该表面比普通金属表面延迟初
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始霜晶出现达 55min 以上，且在这种表面上观察到了一种独特的霜晶生长现象，即霜晶

围绕一个中心横向平铺生长，最后形成一簇簇类似菊花或麦穗状的霜晶团。Yue 等人[4]

制作了分层微结构化硅表面，获得的最大接触角为 146°，研究了液滴在该表面上的冻结

与结霜现象，发现分层微结构化硅表面与光滑硅表面相比可以延迟液滴冻结，并对结霜

初期产生一定的影响。正如 Kim 等人[5]总结分析的那样，冷表面状况对结霜的影响主要

存在于初始阶段，但对霜层生长几乎没有影响。这与 Liu 等人[6]的观点一致，即通过超

疏水改性的冷表面对液滴成核和水珠冻结过程会产生很强的影响，但只能有限度地延长

结霜初始阶段，连续霜层生成后，疏水表面和亲水表面上的结霜行为并无明显差异。

Zhang[7]等人在铝合金表面制作了自修复超疏水涂层(CA>150°)，涂层表现出优异的自洁

性、耐磨性、耐霜冻性和耐腐蚀性，以及出色的霜冻修复和腐蚀修复能力，在-10℃的结

霜试验中比普通表面结霜时间延迟 40min。Harges 等人[8]研究了疏水亲水和裸铝平面的

表面润湿性和表面初始条件对冷表面温度在-10℃~0℃下早期结霜的影响，其中亲水表面

比疏水表面和裸铝表面的平均液滴尺寸更大，液滴尺寸分布更宽。Deng 等人[9]通过水热

法、溶胶-凝胶法和电化学沉积法制造了基底为 304 不锈钢的超疏水表面(CA=170°)和亲

水性表面(CA=67°)，并与普通表面进行了冷表面温度为−5℃、−10℃和−15℃时的表面结

冰实验对比，结果显示超疏水样品表现出显著的防冰效果，亲水表面防冰效果不明显。

Pu 等人[10] 进行了冷表面温度为-5℃和-10℃下的亲水、干燥剂和疏水涂层微通道换热器

在结霜条件下的可视化循环实验，并与未涂层样品进行了比较。结果表明：亲水性涂层

和干燥剂涂层的延迟结霜现象不明显，疏水涂层具有显著的防冻效果。而在 Highgate 等
人[11]的实验中亲水涂层可以吸附大量水，贮存部分潜冷，可在-20℃的温度下长时间不结

冰。Okoroafor 和 Newborough 等人[12]制作的高聚物亲水表面可以使-5℃和-10℃温度下的

结霜速率和霜厚减少 10%~30%，取得了较好抑霜效果。Liu 等人[13, 14]发明和改进的一种

成膜只有 0.03mm 的强吸水性抑霜涂料，使-20℃~0℃结霜的开始可以延迟至少 15 分钟，

沉积的霜层的厚度可以减少至少 40%。虽然特殊表面只能有限度地延长结霜初始阶段，

但人们一直在努力追寻性能高、稳定性强、经济性良好的抑霜除霜改性表面。随着更多

不同类型的亲疏水表面应用于结霜/抑霜研究，冷表面上微观结构和润湿性能影响霜层形

成的机理迫切需要阐明。

上述研究表明，在凝结成霜（-30C ~0C 普冷表面）前提条件下，增大表面接触角

可以延迟初始霜晶的出现，起到抑制结霜的作用。但对深冷条件（-273C ~-30C）下表

面特性的影响仍然缺少系统全面的了解。我们的初步工作表明[15, 16]，当冷表面温度足够

低时，采用结构化表面形成的超疏水表面，不仅不能有效抑制霜晶的成核，反而可以强

化“非凝结成霜”过程。因此，研究深冷表面特性对霜晶成核、生长，建立抑霜与表面特

性之间的联系，对探索有效的抑霜表面具有重要的理论和实际意义。

本文通过化学刻蚀的方法获得疏水和亲水的改性表面，制得了接触角达到 10°的亲

水表面和 170°的超疏水表面。实验研究了-190℃~-30℃深冷条件下亲水和疏水表面上的

结霜现象，采用 CCD 显微镜采集了霜层初始阶段的霜晶生长情况，获得霜晶形态特征

数据。

1 实验方法



1.1 实验材料

冷表面选用导热系数大的纯铜作为基底，制作了接触角分别为 10°和 170°的改性表

面，同时准备了接触角 95°的未经化学改性的普通铜表面作为对比表面。亲水表面和疏

水表面均采用化学刻蚀法制备，首先将铜表面(长×宽×高：20mm×20mm×1mm)在 2M
NaOH 和 0.1M K2S2O8 的水溶液中刻蚀 20 min，得到亲水表面；之后再在 5mM 的

C₁₂H₂₄O₂的乙醇溶液中浸泡 20min，得到疏水表面[17]。选择液氮 (N2，质量分数≥99.9%) 作

为冷源对铜表面进行持续的冷却。

1.2 实验系统

搭建了液氮制冷结霜实验台，该实验台包括液氮制冷系统、空气温度调节系统、空

气湿度调节系统、数据采集系统以及图像观察系统，实验台系统图如图 1 所示。液氮制

冷系统采用高压氮气将低温液氮泵入实验平台中，实验平台中的液氮流道采用蛇形通道

设计，如图 2 所示，可以使冷表面温度分布更为均匀，温度波动为±1℃。空气温湿度分

别采用空气调节器（Gree KFR-50GW/AbD3）、超声波加湿器（AZS-12）、空气除湿器来

控制；空气温度波动范围为±0.5℃，湿度波动范围为±2RH%。数据采集系统采用 T 型热

电偶和 Agilent 34970A 数据采集仪实时监测冷表面的温度，热电偶精度为±0.1℃。图像

观察系统由 Olympic 显微镜和智能实时成像系统构成。

1 2 3 4 5 6 7 8
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1-高压氮气瓶；2-进气阀；3-液氮罐；4-出液阀；5-实验冷板；6-冷光源；7- CCD 显微成像系统；

8- 计算机 1；9-计算机 2；10- Agilent 数据采集系统；11-出气/液管阀

图 1 实验台系统图

图 2 液氮蛇形通道

1.3 实验方法和步骤



实验开始前先将预制的铜片用导热硅脂贴至实验平台上，导热硅脂要适量，防止贴

实验表面时溢出。调节实验环境，使空气温度为 25℃，空气湿度为 35 RH%。待环境温

湿度稳定后调整显微镜，使相机实时观察到的图像清晰可见，将铜片用聚乙烯薄膜覆盖，

使薄膜与实验表面紧密接触，挤按其中空气，防止冷表面温度降低时预先结霜。实验开

始时通入高压氮气泵入液氮，使实验平台快速降低至预定温度，此时打开显微镜的录像

功能，并快速揭下聚乙烯薄膜，记录实验表面结霜过程，在实验中要实时观察冷表面的

温度变化，必要时通入氮气，使冷表面温度维持恒定。实验过程中每 1s 采集 60 张图片，

记录时间为 5min。
2 实验结果与讨论

2.1 表面表征

实验观察了 3 个不同接触角的铜表面上的结霜现象，接触角通过视频光学接触角测

量仪(德国 Dataphysics-OCA20)测量，测量时在表面任意选取五个点，取平均值为最终接

触角。错误!未找到引用源。(a-e)为亲水表面接触角，接触角可达到 10°；错误!未找到引

用源。为超疏水表面，接触角可达到 170°；错误!未找到引用源。为普通铜表面，接触

角为 95°，用作对照实验表面。

为不同接触角表面的扫描电镜图(SEM，日立 SU9000 型 FE-STEM)，其中(a)和(d)
为 CA=10°的 SEM 图，(b)和(e) 为 CA=170°的 SEM 图，(c)和(f) 为普通铜表面的 SEM
图。电镜图显示经化学刻蚀后，亲水表面由片状结构和尖细的针状结构交错分布而成，

针状结构看似长在片状结构的顶端，两种结构的尺寸都＜1μm。而超疏水表面的微观结

构更细碎些，更多的是由大小尺寸不等的柱状结构倾斜交错分布而成，柱状结构的尺寸

虽要比 CA=10°亲水表面的针状结构偏大，但也都＜1μm。而经过砂纸打磨过的铜表面则

较为简单、平整，仅能观察到打磨的沟壑痕迹。

图 3 刻蚀铜表面，CA=10°

图 4 刻蚀铜表面，CA=170°



图 5 普通铜表面，CA=95°

图 6 冷表面 SEM 图（(a)和(d)表面 CA=10°，(b)和(e)表面 CA=170°，(c)和(f)表面 CA=95°）

2.2 冷表面温度对结霜模式的影响

通过液氮制冷结霜实验台，本文观察了冷表面温度在-190℃～-30℃范围内的初始

结霜阶段的现象，环境温度维持在 25±0.5℃，环境湿度维持在 35±2RH%，而冷表面的

接触角分别为 10°亲水表面、95°普通铜表面、170°超疏水表面。

结霜初期现象是空间上不连续的相变成核过程，而且，这一相变成核过程随着冷板

和空气状态的不同而变化。在冷表面温度较高时是凝结成霜过程，如果冷板表面温度足

够低则会出现凝华成霜过程。根据霜晶形成的位置不同又可以分为冷表面凝结成霜模式、

空气边界层凝结成霜模式、冷表面凝华成霜模式和空气边界层凝华成霜模式[18]。

首先，冷表面温度相对较高时，空气中的水蒸气在冷表面上凝结成核，继而液滴长

大、冻结，并在冻结液滴上开始霜晶的生长，这也是平时人们认为的凝结成霜模式[19]。

如图 7 所示，此种模式仅在冷表面温度为-30℃的亲水表面观察到。

然后，冷板表面温度足够低时，空气中的水蒸气与冷表面接触，凝华成核，然后是

冰晶长大及冰晶上霜晶的生长，为冷表面凝华成霜模式。如图 8 所示，冷表面凝华成霜

主要发生在-90℃以上的温度，且随边界层内过冷度的增加，初始霜晶会表现出不同的形

态，在-30℃时霜晶的结构由六棱柱组成，温度继续降低则是针状生长。

再然后，在表面温度更低的条件下，湿空气中的水蒸气在冷表面附近的边界层中凝



结，形成的液滴附着到冷表面上，继而长大、冻结和霜晶生长，这属于空气边界层凝结

成霜模式。如图 9 所示，图中红色圆圈内均为水蒸气在边界层内凝结降落至冷表面的液

滴。根据实验观察到的现象，此种模式主要发生在低于-90℃的低温冷表面上，其分布具

体规律目前尚不明确。

最后，空气边界层凝华成霜模式在整个实验温度范围(-190℃～-30℃)内均可观察

到。当湿空气中的水蒸气在扩散至冷表面附近的过程中会在边界层中发生凝华，形成的

固体冰晶随边界层内湿空气流动，部分通过扩散附着到正在生长的霜晶或者冷表面上。

如图 10 所示，宏观视角下边界层内凝华成霜形成的白色冰晶颗粒会随边界层内的湿空

气流动，明显的表现出边界层的形状。

随着冷表面温度降低时，边界层内过冷度增加，固体冰晶颗粒在视野中的数量和下

落速度表现为增加的趋势，颗粒直径表现出减小的趋势。于是在温度低于-90℃时 CCD
成像系统连续采集的视频的单帧图片已难以捕捉到明显的霜晶颗粒落下，如图 11 所示，

但在其录制的视频中可以明显的看到颗粒落下的痕迹。图 12 是同一霜晶不同时刻的连

续照片，显示了边界层凝华成霜模式形成的固体霜晶颗粒的运行轨迹。

图 7 冷表面凝结成霜模式



图 8 冷表面凝华成霜模式

图 9 边界层凝结成霜模式



图 10 边界层凝华成霜模式宏观视角

图 11 边界层凝华成霜模式



2.3 表面改性对结霜特性的影响

2.3.1 亲水表面上的结霜现象

在冷表面上凝结的液滴由于在亲水表面会迅速铺开，可以吸附大量水，储存部分潜

冷，从而延缓结霜的进程。Highgate 等人[11]、Okoroafor 和 Newborough[12]、Liu[13, 20]等人

的实验研究都证明了在普冷温度范围内亲水表面可以抑制结霜的形成，但对亲水表面在

深冷条件下的微观结霜研究还知之甚少，本文进行了-30℃～-190℃下 CA=10°的冷表面

的研究。

冷表面温度对初始阶段霜晶生长期具有决定性影响，前文所述 4 种结霜模式并不是

随着冷表面温度降低而依次出现的，它们中的两种或两种以上的结霜模式可能同时出现

在同一时刻的结霜过程中。

当冷表面温度为-30℃时，冷表面凝结成霜、冷表面凝华成霜、边界层凝华成霜共同

存在。此时过冷度较低，仅有少部分水蒸气可以在边界层中凝华成霜晶颗粒，初始霜晶

的生长方式分为两个阶段，第一阶段是水蒸气在冷表面上凝结成霜模式，第二阶段是冷

表面凝华成霜，如图 13(a)所示，此时的初始霜晶形态为六棱柱状，如图 14(a)所示。

当冷表面温度-30~-90℃之间，冷表面直接凝华和边界层直接凝华共同影响着此时初

始霜晶的形成。由于边界层内过冷度增加，导致边界层内凝华成霜模式的占比逐渐增加，

此时可以观察到边界层明显的霜晶颗粒落下，初始霜晶的生长方式分为两个阶段，第一

阶段是水蒸气在边界层内凝华成霜模式，形成最初的初始霜晶；第二阶段是冷表面凝华

成霜，当霜晶由于生长顶端温度增大之后，水蒸气与霜晶的接触面积增大，此时转变为

冷表面凝华成霜模式占据主流，如图 13(b)所示。此阶段的初始霜晶形态为针状生长，

如图 14(b)所示。

当冷表面温度继续降低，过冷度继续增加，边界层内凝结的现象逐渐明显，边界层

图 12 霜晶轨迹



凝结成霜和边界层凝华成霜模式共同影响着此时初始霜晶的形成。此时边界层内直接凝

华的霜晶颗粒直径会减小，并且边界层内湿空气流速增加，导致 CCD 成像系统已很难

捕捉到明显的霜晶颗粒落下的影像。此时两种模式无先后之分，整个过程中边界层内凝

华成霜模式占据主流，边界层凝结成霜模式伴随在初始霜晶形成的整个过程中，如图

13(c)和(d)所示。当液滴冻结后，就会占据高度优势，直接凝华的小霜晶颗粒会优先沉积

在冻结的液滴上，最终形成团簇状霜晶，如图 14(c)所示，其他无液滴影响的区域如图

14(d)所示，形成的固体颗粒在冷表面堆积形成松散的霜晶，单颗霜晶呈现上小下大的分

布。

2.3.2 超疏水表面上的结霜现象

超疏水表面是基于仿生科学的材料，其接触角一般为 150°以上，自然界典型的一种

超疏水表面就是荷叶。大量的研究表明[1, 2, 4, 21]超疏水表面具有抑制结霜的性能，可以延

缓霜晶的形成时间，形成特殊的霜晶团[3]。本文进行了-30℃～-190℃下 CA=170°的冷表

面的研究。

在超疏水表面上的结霜机制与亲水表面相比，没有观察到冷表面凝结成霜模式的存

在。如错误!未找到引用源。所示。其中(a)图为冷表面为-30℃时的结霜过程，与亲水表

面不同的是在结霜过程中并未观察到冷表面凝结的过程，此时的结霜机制由冷表面直接

凝华模式占据主导地位，观察到的霜晶形态如图 16(a)所示，霜晶的形态由六棱柱形状

的冰晶组成，之后在六棱柱上生长出枝晶，形成初始霜晶。

冷表面温度到达-70℃后，如图 15(b)所示，此时边界层内过冷度增加，边界层直接

图 13 不同温度下亲水表面结霜过程

图 14 不同温度下亲水表面的初始霜晶形态



凝华模式形成的霜晶颗粒会在结霜开始时占据主流，形成絮状霜晶，之后霜晶不断增长，

厚度增加，霜层表面温度降低，过冷度降低，此时冷表面直接凝华占据主流，湿空气中

的水蒸气穿过边界层直接凝华在生长的霜晶上，如图 16(b)所示。

当温度继续下降，观察到和亲水表面相同的结霜机制，即整个过程中边界层内凝华

成霜模式占据主流，边界层凝结成霜模式伴随在初始霜晶形成的整个过程中，如图 15(c)
和(d)所示，两种模式形成的初始霜晶如图 16 (c)和(d)所示。

在-190℃时也观察到了与亲水表不同的现象，如图 17 所示，结霜的过程中出现了液

态空气，并将已经生长的白色霜晶浸没，当温度升高时，液态空气又会蒸发，就会将直

接浸没的霜晶显现出来，形成白色的霜层。由于冷表面温度的波动，此现象反复出现在

结霜过程中。

图 15 不同温度下超疏水表面结霜过程

图 16 不同温度下超疏水表面初始霜晶形态



3 结 论

现有的研究文献中，大多只关注普通低温领域（-30℃~0℃）的结霜现象和抑霜方

法，并且宏观视角去描述霜层的性质，本文通过 CCD 可视化平台对-190℃～-30℃的结

霜现象进行细微观察，围绕霜晶形成和霜晶形态开展了一些研究工作，主要结论如下：

(1) 结霜模式可分为冷表面凝结成霜模式、空气边界层凝结成霜模式、冷表面凝华

成霜模式和空气边界层凝华成霜模式四种，本文通过实验全部观察到了这几种模式。

在-30℃时，亲水表面的结霜模式为冷表面凝结成霜、冷表面凝华成霜、边界层凝

华成霜共同存在，疏水表面为冷表面凝华成霜、边界层凝华成霜共同存在。

在-70℃～-30℃，亲水表面和疏水表面的结霜机制相同，冷表面直接凝华和边界层

直接凝华共同影响着此时初始霜晶的形成。

在-190℃～-90℃，亲水表面表现为边界层内凝华成霜模式占据主流，边界层凝结

成霜模式伴随在初始霜晶形成的整个过程中，疏水表面在-170℃～-90℃的温度范围内表

现为同样的模式，但在-190℃的实验中观察到液态空气的存在，并会打断结霜进程。

(2) 初始霜晶形态会随着冷表面温度、结霜模式和表面特性发生改变。

首先是六棱柱状伴随枝晶生长的初始霜晶，它主要存在于-30℃以上的温度范围，

疏水表面形成的六棱柱状霜晶比亲水表面的少；

其次是枝状霜晶，主要是冷表面直接凝华模式形成的，形态类似松树，发生在

-70℃～-90℃的温度范围；

然后是团簇状霜晶，它的形成是空气边界层凝结成霜模式的影响，边界层形成的水

滴落至冷表面之后冻结，再由沉积固体颗粒霜晶和枝晶生长导致的，发生在-90℃以下的

温度范围。

最后是絮状霜晶，它的形成是由空气边界层直接凝华模式导致的，湿空气在扩散至

冷表面的过程中由于边界层内过冷度较低，从而形成了固体颗粒落下，并在冷表面不断

沉积，最终形成了上小下大的絮状霜晶。

图 17 液态空气对初始霜晶的影响
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摘要：本文对比研究了有机和无机相变蓄热器性能，选择复合三水醋酸钠和十八醇作为蓄热工质。在测试

充/放热性能的同时监测相变材料温度变化。结果表明：复合三水醋酸钠蓄热器具有稳定放热的过程。充热

时蓄热器内相变材料温度均匀。当进口流量为51 L·h-1时复合三水醋酸钠比十八醇蓄热器充热量多35.73%，

进口流量为 27 L·h-1 时复合三水醋酸钠比十八醇蓄热器平均放热功率提高 14.89%，单位体积放热量提高

32.43%，且初投资成本低 32.71%。由此可见，水合盐蓄热器更具有性能与成本优势。

关键词：复合三水醋酸钠、十八醇、相变蓄热器、充/放热性能

0 前言

蓄热技术可有效缓解能源供需在空间和时间上不匹配的问题。其中，相变蓄热具有蓄热

密度高，充放热时温度波动小的优势[1,2]，被认为是最具潜力的蓄热技术之一。相变蓄热技

术已被广泛应用在太阳能的热利用[3]、电力的移峰填谷[4]、建筑的室温调控[5]和生活采暖[6]等

领域。相变蓄热器由相变材料（Phase change material，PCM），换热流体和容器组成。在实

际应用中，往往需要相变蓄热器能够向外提供稳定的热量，且其充放热速率能够满足用户的

需求。因此，对相变蓄热器充热和放热性能的研究受到广大学者的关注。

相变蓄热器主要有管壳式和填充床式。管壳式的特点是单位体积蓄热量高，但是工艺复

杂，而填充床式具有成本低、易加工和总效率高[7]的优点。PCM 的种类、内部蓄热单元的结

构、换热流体的工况和蓄热器摆放形式等因素对相变蓄热器充热和放热性能起到决定性的作

用。Xiao 等人[8]用圆柱状容器装载了纯石蜡、7wt.%膨胀石墨@石蜡和 10wt.%膨胀石墨@石

蜡，并放进蓄热器中进行了实验和模拟研究，结果表明，PCM 的种类对蓄热系统有显著影

响，与纯石蜡蓄热器相比，10wt.%膨胀石墨@石蜡蓄热器的蓄热时间降低了 40.6%。冯等人
[9]对不同结构蓄热单元的相变蓄热水箱进行了模拟研究，结果表明板状单元的蓄热水箱较圆

柱状和球状单元的蓄热水箱具有放热时间长的优点。Katherine 等人[10]对相变板蓄热水箱进

行了实验研究，实验表明，蓄热水箱的出水温度随流体的流量不同而变化。Xu 等人[11]通过

改变相变蓄热器的摆放方式，在不同工况下对蓄热器进行性能研究。研究表明，与水平摆放

相比，垂直方向摆放可以将蓄热器的充放热时间缩短 20%，但它导致 PCM 热容量降低了

8.2%。Abdelsalam 等人[12]研究发现相变板的间距小于 5 mm 时，蓄热水箱的性能受相变板间

距变化的影响。1

PCM 是相变蓄热器的核心材料，选用一种循环稳定性优异和储热密度高的 PCM 有助

于提高相变蓄热器的蓄热量和增加蓄热器的使用寿命。目前常用的蓄热材料有有机和无机两

大类，其中，有机 PCM 具有性能稳定、无腐蚀性和易获取等优点，无机 PCM 具有蓄热密

度大、导热系数高和价格低廉等优点，但是，无机 PCM 存在相分离和过冷度大的缺陷[13,14]。

从工程应用的角度有需要对无机和有机 PCM 构建的蓄热器进行性能对比的研究，为不同工

程需要提供参考。

针对上述问题，本文选用了相变温度在 55-58℃的十八醇和自制的复合三水醋酸钠并封

装成板状的蓄热单元，制作了两个相同容积和相同结构的蓄热器。设计并搭建了相变蓄热器

1
基金项目：5G 基站“声子导热-相变液冷”协同热管理系统构建的基础理论和关键技术（U20A20299）



的充/放热性能测试系统。对比分析了不同进口流量下复合三水醋酸钠蓄热器和十八醇蓄热

器的充热和放热性能，考察了复合三水醋酸钠和十八醇在充放热过程中的温度变化情况。

1 相变蓄热材料的选择和性能测试

本实验主要研究有机和无机相变蓄热器的性能并进行对比。其中，有机 PCM 中十八醇

和无机 PCM 中三水醋酸钠均具有高储热密度，且相变温度在 50-60℃区间，是理想的供暖

用相变蓄热材料。因此本实验中无机相变蓄热器内的 PCM 选用了自制的复合三水醋酸钠

（Compound Sodium acetate trihydrate, CSAT），而有机相变蓄热器内的 PCM 选用了与 CSAT
熔化温度和焓值接近的十八醇（Octadecanol, OD）。通过差示扫描量热仪（Differential scanning
calorimetry，DSC）、Hot Disk 热常数分析仪、全自动真密度分析仪和步冷装置测试相变蓄热

材料的热物性，具体热物性参数见表 1。其步冷曲线如图 1 所示，CSAT 和 OD 均未产生过

冷现象，过冷度近似为 0℃。

表 1 相变蓄热材料的热物性参数

CSAT OD
熔化温度/℃ 57.84 54.97 

熔化焓值/kJ·kg-1 219.13 220.42
导热系数/W·m-1·K-1 0.647 0.355

密度/kg·m-3 1277 805

图 1 CSAT 和 OD 的步冷曲线

为了验证 CSAT 和 OD 经历多次熔化-凝固循环后的热稳定性，通过高低温交变热湿试

验箱对 CSAT 和 OD 进行了 600 次的熔化-凝固循环，并取样进行 DSC 测试，其 DSC 曲线

如图 2 所示，多次循环后的熔化温度和焓值见表 2。由图 2 和表 2 可知，CSAT 和 OD 在多

次循环后，其 DSC 曲线形状几乎不变，熔化焓值仍能够保持在 190 kJ·kg-1以上，因此 CSAT
和 OD 均具备良好的循环热稳定性，能够长时间使用。

图 2 （a）CSAT 和（b）OD 经历 600 次熔化-凝固循环后的 DSC 曲线



表 2 CSAT 和 OD 经历 600 次熔化-凝固循环后的熔化温度和熔化焓值

CSAT OD
熔化温度/℃ 熔化焓值/kJ·kg-1 熔化温度/℃ 熔化焓值/kJ·kg-1

0 次 57.84 219.13 54.97 220.42
200 次 57.58 212.76 55.05 220.87
400 次 61.30 206.97 54.76 220.23
600 次 59.93 193.17 54.80 219.96

2 充/放热性能测试系统

2.1 相变蓄热器的设计与制作

本研究所制作的相变蓄热器的长、宽、高分别为 235 mm、106 mm 和 1148 mm，其进出

口内径均为 15 mm，外层包裹了聚氨酯保温棉。相变蓄热器采用下进上出的进水方式。板状

相变蓄热单元的具体尺寸如图 3（a）和 3（b）所示，外壳材料为高密度聚乙烯。每个有机

相变蓄热单元中 PCM 的质量约为 0.29 kg，如图 3（c）所示，在蓄热器内每层均匀放置 5 个

有机相变蓄热单元，共有 6 层，制作成 OD 蓄热器。每个无机相变蓄热单元中 PCM 的质量

约为 0.46 kg，并以同样的摆放方式放置在相同容积和结构的蓄热器内，制作成 CSAT 蓄热

器。实验中为了考察不同高度 PCM 的温度变化，分别选取了 3 个 PCM 的测试点，具体测

点位置见图 4。相变蓄热器的材料和部件成本见表 3，其中，CSAT 蓄热器的制作成本为 250.6
元，OD 蓄热器的制作成本为 372.4 元。

图 3 （a）和（b）板状蓄热单元具体尺寸和（c）相变蓄热单元的摆放

图 4 热电偶的具体布置位置



表 3 蓄热器的材料和部件成本

材料和部件 成本/元
CSAT 156.6

OD 278.4
板状容器 24
蓄热器 70

2.2 测试系统及组成

本文搭建的蓄热器性能测试系统主要探索蓄热器充/放热性能和内部 PCM 温度变化情

况。实验系统主要由恒温水箱、相变蓄热器、调节阀、体积流量计、循环水泵、不锈钢 304
管道和数据采集部分组成。通过不锈钢管道将恒温水箱与相变蓄热器连接起来，管道中安装

了调节阀、体积流量计和循环水泵，调节恒温水箱内的水的流量并输送进入相变蓄热器中。

测试系统原理图和实物图如图 5 所示。

图 5 相变蓄热器测试系统（a）原理图和（b）实物图

实验采用的测试仪器精度如表 4 所示，采用型号为 JTLD-5003a511ACY 的涡街式流量

计测量相变蓄热器的进口流量。采用 Pt100 铂电阻和 T 型热电偶分别监测相变蓄热器的进出

口水温和相变蓄热单元的温度变化。实验中使用的数据采集仪型号为 Agilent 34980A，记录

铂电阻、热电偶的温度信号和流量计的电流信号，每隔 5 s 自动采集一次数据的变化。根据

表 4 中仪器的精度，通过误差传递公式计算出该系统充/放热量的最大误差不超过 6.0%。

表 4 测试仪器精度

仪器名称 测试精度

涡街式流量计 ±1.0%
Pt100 铂电阻 ±0.2℃ 

T 型热电偶 ±0.5℃ 

2.3 测试方法

该系统具体充热和放热流程如下。充热实验前，将相变蓄热器内的水和 PCM 加热至

35℃，达到实验的初始条件。启动数据采集系统。恒温热水箱内的水加热至充热实验所需的

入口温度，打开阀门 6、8、10 和 11，打开水泵 5，对进口流量调节，恒温热水箱的高温水

进入相变蓄热器。当相变蓄热器进出口水温差达到 2℃时，充热过程完成。相变蓄热器充热

完成后，恒温冷水箱内的水调至放热实验所需的入口温度，打开阀门 7、9、10 和 12，其它

阀门关闭，打开水泵 5，恒温冷水箱的低温水进入蓄热器内。当相变蓄热器进出口水温差达

到 2℃时，放热过程完成。

2.4 相变蓄热器性能评价指标

该实验中，定义相变蓄热器累计的充热量和放热量分别为：



Qcha=cwρwqv∆τ∑ [Tin(τ)-Tout(τ)]Ncha
i=1 (1)

Qdis=cwρwqv∆τ∑ [Tout(τ)-Tin(τ)]Ndis
i=1 (2)

式中，Qcha和 Qdis分别是相变蓄热器的充热量和放热量，kJ；cw和 ρw分别是水的比热容

和密度，kJ·(kg·℃)-1 和 kg·m-3；qv 是进口体积流量，m3·s-1；N 为数据采集次数；Tin和 Tout 分

别是进口和出口水温,℃；τ是记录实验时间间隔，s。
该实验中，定义相变蓄热器的平均充热功率和平均放热功率分别为：

തܲcha=
Qcha
τcha

(3)

തܲdis=
Qdis
τdis

(4)

式中， തܲcha和 തܲ
dis分别是相变蓄热器的平均充热功率和放热功率，kW；τcha 和 τdis 分别是

充热时间和放热时间，s。
3 实验结果分析与讨论

3.1 不同进口流量对相变蓄热器出口水温的影响

图 6 是 CSAT 蓄热器和 OD 蓄热器在不同进口流量条件下出口水温的变化。由图 6（a）
可知，相变蓄热器的出口水温在实验的前 60 min 迅速增大，原因是底部进来的热水的密度

小，与各层的水掺混均匀，温度迅速提高。因为 CSAT 的相变焓值和比热容与 OD 接近，但

其密度是 OD 的 1.57 倍，相同体积下 CSAT 蓄热器中 PCM 吸收更多的热量，故在充热过程

中 CSAT 蓄热器出口水温的升温速率要低于 OD 蓄热器。

如图 6（b）所示，在放热前期，OD 蓄热器和 CSAT 蓄热器的出口水温均处于下降平缓

的趋势，原因是进入蓄热器的低温水密度比充热完成后蓄热器内部水的密度大，箱内热水先

被置换出来。放热过程中，OD 蓄热器出口水温在 40-60℃之间没有出现温度变化平缓的现

象。而 CSAT 蓄热器在进口流量分别为 27 L·h-1、39 L·h-1 和 51 L·h-1 时，出口水温能够维持

在 50-53℃的时间分别为 51.5 min、28.92 min 和 19.58 min。与 OD 蓄热器相比，CSAT 蓄热

器具有水温稳定放热的过程。

图 6 （a）充热过程和（b）放热过程中相变蓄热器出口水温随时间的变化

3.2 两种相变蓄热器内部 PCM 温度的变化

充热过程中相变蓄热器内 PCM 温度变化曲线见图 7。不同流量下测点 2 的 PCM 在充

热时随时间的变化如图 7（a）所示，PCM 先后经历了温度迅速升高，温度平缓上升，温度

再次升高和温度逐渐平缓四个过程。因为进口流量的增大，水和 PCM 之间的换热系数增大，

所以 PCM 的温升越快，熔化所需要的时间越短。其中，CSAT 蓄热器内 PCM 的温升比 OD



蓄热器内的慢，原因是 CSAT 蓄热器中的 PCM 质量比 OD 蓄热器中的大。在进口流量为 51
L·h-1 条件下，当 PCM 温度达到 70℃时，CSAT 蓄热器需要的时间为 259.33 min，而 OD 蓄

热器仅需要 159.17 min。
如图 7（b）所示，在进口流量为 51 L·h-1下，相变蓄热器内测点 1、测点 2 和测点 3 的

升温曲线几乎一致，主要原因是相变蓄热器内水的温度分布均匀，不同测点位置的 PCM 和

水的换热速率几乎一样。在进口流量为 51 L·h-1 下，当 PCM 温度达到 70℃时，CSAT 蓄热

器测点 1、测点 2 和测点 3 需要 255.75 min、259.33 min 和 261.33 min，OD 蓄热器测点 1、
测点 2 和测点 3 需要 162.5min、159.17min 和 155.25 min。

图 7 （a）充热过程中不同进口流量下测点 2 的温度变化图和（b）测点 1、2 和 3 的温度变化图

放热过程中相变蓄热器内 PCM 温度变化曲线见图 8。由图 8（a）所示，随着进口流量

的增大，测点 2 的温度下降越快，原因是水和 PCM 之间的换热系数增大。与 OD 蓄热器相

比，放热时 CSAT 蓄热器内 PCM 的温降越快，主要原因是放热过程中 PCM 主要的换热方

式是热传导，而 CSAT 的导热系数比 OD 要高 82.25%，故 CSAT 蓄热器内 PCM 的温降比

OD 蓄热器内 PCM 的快。在进口流量为 27 L·h-1 时，当测点 2 的温度降到 50℃时，OD 蓄热

器需要 157.42 min，而 CSAT 蓄热器仅需要 125.92 min。
如图 8（b）所示，放热结束时，CSAT 蓄热器测点 1、2 和 3 的温度分别为 44.32℃、

35.22℃和 35.18℃，而 OD 蓄热器测点 1、2 和 3 的温度分别为 50.62℃、37.08℃和 35.22℃。

原因是放热前期底部进来低温水和蓄热器内的高温水掺混不均匀，存在分层现象，而低温水

和底部的 PCM 换热并提高水温，当水再和测点 1 的 PCM 换热时，PCM 与水的换热速率减

小。因为 CSAT 的导热系数比 OD 的高，所以 CSAT 蓄热器测点 1 和测点 3 的温差为 8℃，

而 OD 蓄热器测点 1 和测点 3 的温差高达 15℃。

图 8 （a）放热过程中不同进口流量下测点 2 的温度变化图和（b）测点 1、2 和 3 的温度变化图



3.3 两种相变蓄热器的性能对比

3.3.1 充热量和释热量

图 9 是不同进口流量下相变蓄热器充热量和放热量的变化图。如图 9（a）所示，相变蓄

热器随着进口流量的增大，相同时间内充入蓄热器内的热量越多，主要原因是蓄热器内的水

和 PCM 间的换热系数增大。当进口流量从 27 L·h-1 增加到 51 L·h-1 时，CSAT 蓄热器的充热

时间从459.5 min缩短至 275.25 min，OD蓄热器的充热时间从330.17 min缩短至 178.67 min。
当进口流量为 51 L·h-1 时，CSAT 蓄热器和 OD 蓄热器的充热量分别为 5956.75 kJ 和 8085.28
kJ，因为 CSAT 蓄热器内 CSAT 的质量比 OD 蓄热器内 OD 多 58.63%，故完成充热时所需储

存的热量越多。

如图 9（b）所示，当进口流量越大，水和 PCM 的换热系数也随之增大，所以相同时间

内相变蓄热器放热量越多。由于 CSAT 和 OD 的过冷度均约为 0℃，能够在放热过程中及时

释放出热量，而在相同容积下 CSAT 蓄热器内 PCM 质量更大，故 CSAT 蓄热器的放热量比

OD 蓄热器的多。当进口流量为 27 L·h-1 时，CSAT 蓄热器的放热量比 OD 蓄热器多 29.35%。

当相变蓄热器应用于沐浴器热水时，参照《建筑给排水设计规范》GB50015-2019，规定宿舍

中沐浴器热水水温为 37-40℃[15]，故取有效放热阶段为相变蓄热器的出口水温不低于 40℃。

当进口流量为 27 L·h-1 时，CSAT 蓄热器和 OD 蓄热器的有效放热量分别为 6586.81 kJ 和

4973.67 kJ，有效放热时间为 183.50 min 和 146.08 min。由 2.1 可知，CSAT 蓄热器和 OD 蓄

热器的体积均为 0.029 m3，故 CSAT 蓄热器和 OD 蓄热器的有效单位体积放热量分别为 63.09
kWh·m-3和 47.64 kWh·m-3，CSAT蓄热器的有效单位体积放热量比OD蓄热器提高了 32.43%，

释热时间增加了 25.62%，由 2.1 可知，CSAT 蓄热器的初投资成本比 OD 蓄热器低 32.71%。

图 9 不同进口流量下相变蓄热器（a）充热量和（b）放热量的变化

3.3.2 平均充热和放热功率

图 10 是相变蓄热器平均充热和放热功率变化图。如图 10（a）所示，当进口流量从 27
L·h-1 增加到 51 L·h-1 时，CSAT 蓄热器和 OD 蓄热器的平均充热功率分别增加了 63.33%和

71.88%。当进口流量为 51 L·h-1时，CSAT 蓄热器的平均充热功率要比 OD 蓄热器低 10.91%。

因为在充热后期 CAST 的流动性差，并且 CSAT 蓄热器的充热时间比 OD 蓄热器的长，散热

量也增大，故 CSAT 蓄热器的整体平均充热功率下降。由图 10（b）可知，在放热过程中，

当进口流量从 51 L·h-1 减少至 27 L·h-1 时，CSAT 蓄热器和 OD 蓄热器的平均放热功率分别

降低 31.65%和 27.69%，但放热时间分别增加了 40.04%和 31.95%。其中，由于放热过程中

PCM 的主要传热方式为热传导，而 CSAT 的导热系数是 OD 的 1.82 倍，所以 CSAT 蓄热器

的平均放热功率高于 OD 蓄热器。当进口流量为 27 L·h-1 时，CSAT 蓄热器和 OD 蓄热器的

平均放热功率分别为 0.54 kW 和 0.47 kW，CSAT 蓄热器比 OD 蓄热器提高了 14.89%。

因此，在充热过程中，进口流量为 51 L·h-1 时，相变蓄热器具备更高的平均充热功率，



能够更快完成充热，其中相同体积下的 CSAT 蓄热器所需要的充热量要比 OD 蓄热器多

35.73%。在放热过程中，进口流量为 27 L·h-1 时，相变蓄热器的有效放热时间更长，同时

CSAT 蓄热器的有效单位体积放热量比 OD 蓄热器提高了 32.43%，有效放热时间增加了

25.62%。

图 10 相变蓄热器（a）平均充热功率和（b）平均放热功率随进口流量的变化

4 结论

本文对相同容积和结构的 CSAT 和 OD 两类蓄热器进行了充、放热实验研究，对比了两

种蓄热器的充/放热量和平均充/放热功率。与 OD 蓄热器相比，相同容积和结构的 CSAT 蓄

热器的初投资成本降低了 32.71%，并能够出现水温稳定放热的过程。具体来看，当进口流

量为 51 L·h-1 时，CSAT 蓄热器的平均充热功率较 OD 蓄热器低 10.91%，但其充入的热量增

加了 35.73%。当进口流量为 27 L·h-1 时，CSAT 蓄热器的平均放热功率比 OD 蓄热器提高

14.89%，同时其有效单位体积放热量提高了 32.43%，能够达到 63.09 kWh·m-3，且有效放热

时间增加了 25.62%。在充热过程中，相同蓄热器中不同高度 PCM 的升温曲线几乎一致。在

进口流量为 51 L·h-1 下，CSAT 蓄热器中测点 1、2 和 3 达到 70℃所需要的时间的差距不超

过 10 min，而 OD 蓄热器内不同测点达到 70℃的时间差距也只有 6 min。放热过程中，在进

口流量为 27 L·h-1 时，当测点 2 的温度降到 50℃，OD 蓄热器需要 157.42 min，CSAT 蓄热

器仅需要 125.92 min，而 OD 蓄热器中测点 1 和测点 3 的温差高达 15℃，顶部 PCM 仍未凝

固放热完全，大大降低了热量的利用。
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摘要:为了提升相变蓄热装置相变材料换热效率低，对水平壳管式蓄热装置进行创新。数值研究了具

有开孔树形翅片的水平相变蓄热装置的设计变量（翅片开孔直径、开孔间距、开孔个数）对换热器蓄

热量、相变材料填充量和翅片管耗材单因素和多因素影响，并通过响应面建立数学拟合关联式。结果

表明，当相变换热器开三排孔时换热性能提升最明显，较未开孔的换热量、对流换热系数分别提升了

21.92%、24.39%。由此可见，翅片开孔对于相变换热器节省管材、强化对流换热性能和增加蓄热量

具有明显促进作用。

关键词：相变储能，翅片换热器，翅片开孔，响应面法，数值模拟

0 引言

储能技术广泛应用的主要有显热蓄热储能、潜热蓄热储能和化学能蓄热储能形式
[1,2]。其中通过相变材料的储能技术被认为是性能较好的储能技术手段[3,4]。相变蓄热储

能技术具有储热密度大、温度恒定、可利用率高等优势，但是导热系数低是相变材料

广泛应用的阻碍之一[5-7]。

Aung 等[8,9]将改善相变换热器结构分为三种：有源技术、无源技术、复合强化技术。

其中，无源技术由于造价较低、结构简单、维护方便等优势在强化相变蓄热装置应用

范围较广。增加翅片和开孔都属于无源强化技术的方法，增加翅片延伸蓄热器换热面

积，加强了导热从而加快了蓄热速率；开孔将换热表面处理成多孔，强化相变蓄热器

自然对流强度从而加快了相变速率。Zhang等[10]研究了新型的长宽比的树形结构翅片。

结果表明，当树形翅片长宽比为 1.3，宽度指数为 1 时，能够显著提高水平壳管式相变

蓄热装置蓄热性能，凝固时间减少 66.2%，完全融化速率提升 4.4%。Huang 等[11]研究

了具有均匀梯度的树形结构翅片，并与传统的分形翅片和均匀树形翅片作比较。结果

表明，均匀梯度的树形结构翅片提高了下部融化速率，加强了融化后期自然对流和热

传导协同作用，减少了 9%的完全融化时间。Huang 等[12]研究了不同倾角对传统翅片和

树形翅片的充放热性能影响，对比分析了温度、液相比的变化。结果表明，倾角对熔

化过程的影响比对凝固过程的影响更大，倾角过大不利于自然对流发展，延长了

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)
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热传导主导阶段，降低了整体热性能。垂直充热时，树形翅片的相变换热器完全融化

时间缩减 52.6%，相对于传统翅片充热、放热效率分别提高了 94.7%和 101.5%。杨来顺

等[13]研究了利用响应面法和遗传算法对开孔螺旋叶片进行多目标结构优化设计。结果

表明，通过响应面法和遗传算法能够缩短设备结构优化设计迭代的时间，将拟合的关

联式找到最优的帕累托最优解集具有较小的流动阻力损失与较高的效率。

目前对于树形翅片强化主要改变树形翅片的长宽比和树形翅片的角度，从而提高

相变过程的导热能力和加快蓄热速率[14-15]。本文将无源技术中树形翅片和开孔技术相

结合，在保证翅片结构强度的前提下，提升相变材料融化过程中自然对流，从而提升

蓄热速率。由于翅片开孔减少翅片的耗材和体积，因此提高相变蓄热器整体蓄热量。

本文利用 CFD 模拟仿真软件，对开孔树形翅片融化过程进行了数值模拟，通过响应面

法研究了不同直径开孔和开孔个数对树形翅片相变蓄热装置蓄热量、相变材料填充量

和管材耗材的影响，通过开孔对相变蓄热器起到了自然对流和导热的协同强化作用，

提高了相变蓄热器的整体蓄热量和适用性，对于相变蓄热器应用和发展具有促进作用。

1 模型

1.1 几何模型

本文中的水平相变蓄热装置的树形翅片物理模型如图 1所示。水平相变蓄热装置具

体尺寸和温度检测点参数如图 2 所示。从图中可以，水平相变蓄热器包含若干尺寸参

数，其中，重要结构参数包括：各树枝长度 Ln 和宽度 δn（各树枝详细结构参数见表 1
所示），热水管半径 R1=9mm、换热器 R2=15mm、树形翅片长度 R3=59mm，各树形翅

片均匀分布。对于温度检测点，将圆周半径和均匀分布角度相交得到温度点分布，其

中 R4=20mm、D1=15mm、D2=10mm、D3=5mm。对于响应面设计变量取值详见表 2，
设计变量为各树枝孔径（Φn）和孔径个数（M）。

图 1 水平壳管式相变蓄热装置树形翅片模型示意图
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图 2 水平壳管式相变蓄热装置具体尺寸和温度检测点参数

表 1 树形翅片各树枝结构参数 表 2 孔径、个数设计变量及取值

树枝类型 Ln/δn 长度/mm 设计变量 取值

S1

L1 14.01

开孔个数/M 5 6 7 8 9δ1 4

S2

L2 15.41

Φ1/mm 2 2.5 3 3.5 4δ2 2

S3

L3 16.95 Φ2/mm 2 2.5 3 3.5 4

δ3 1 Φ3/mm 2 2.5 3 3.5 4

1.2 材料与边界层设置

水平相变换热器由换热器外壳、树形开孔翅片、换热管组成。翅片与换热管由铝

合金组成，翅片外由相变材料（PCM）填充，PCM 选择为月桂酸，铝合金和月桂酸材

料具体参数表 3 所示。由于树形翅片均匀和轴对称分布，所以选择采取一半作为计算

域。如图 3所示，换热器外壳设置为绝热边界，相变换热器与外界不存在能量的交换与

散失；翅片、换热管分别设置为耦合边界、等壁温边界，换热管壁面温度为 70℃。

图 3 水平相变换热器组成与边界条件
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表 3 月桂酸、铝合金材料热物性

材料 物理量 取值 单位

铝

合

金

密度 2719 kg−1 ·m−3

热导率 202.4 W·m−1 ·℃−1

比热 871 J·kg−1 ·℃−1

月

桂

酸

密度
874 (solid)
769 (liquid)

kg−1 ·m−3

热导率
0.24 (solid)
0.15(liquid)

W·m−1 ·℃−1

比热
1690(solid)
2400(liquid)

J·kg−1 ℃−1

热膨胀指数 0.000615 K−1

潜热量 173.8 kJ·kg−1

相变温度 42–44 ℃

1.3 模型验证

本文采用 ANSYS Fluent 软件进行模拟仿真，根据已发表的水平壳管式树形翅片实

验[8]进行对比，建立与实验相同尺寸的模型，分别检测了如图 2 所示的 2、3、4 位置三

个温度监测点与实验进行对比，模拟与实验温度检测对比结果如图 4所示。在图中，模

拟结果与实验结果B2、B3、B4温度平均相对误差分别为 5.62%、2.18%、4.19%。模拟

仿真与实验温度检测点近乎重合，说明本文采取的数值方法具有极高的可靠性。

图 4 仿真结果与实验结果[8]的比较

1.4 网格独立性与时间步长验证

由于开孔翅片结构的复杂性，采用比四面体收敛性更好、网格数更少、节点数更

多的六棱柱网格。为了验证网格独立性，对开孔树形翅片模型划分四种密度网格数，
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分别为 1439597、2783986、3919457、4851052。如图 5 所示，对比分析了四种不同网

格的融化分数和B4点温度,当网格达到 3919457时与 4851052网格数对比融化分数和B4

点温度分别相差 0.0017%和 2.281%。显然继续增加网格数，对结果影响不大。在综合

考虑计算效率和计算精度的情况下，选择第三种 3919457网格数的网格划分方法最为适

宜。总体网格尺寸设置在 2mm，将开孔处进行加密，翅片孔加密尺寸在 1.3mm、网格

增长率 1.2。开孔翅片网格示意图如图 6 所示。

图 5 网格融化分数、温度独立性验证

图 6 开孔翅片换热器网格示意图

为了验证时间步长对数值模拟仿真结果的影响，对选定的第三种 3919457密度的开

孔翅片网格进行不同时间步长的验证，时间步长分别为 0.1s、0.25s、0.5s。如图 7 所示，

对比分析了时间步长在 0.1s 与 0.25s、0.5s 下对融化分数和 B4 温度影响，分别相差

5.04%、12.37%和 6.68%、18.49%。当时间步长为 0.25s 时，偏差较小满足计算精度的

要求。
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图 7 时间步长关于融化分数、温度影响

2 结果与分析

2.1 开孔排数对换热研究

图 8为未开孔与不同开孔排数的换热器耗材与换热量的变化。从图中可以看出，随

着开孔排数的增多，耗材不断减少。增加开孔排数后换热量出现明显的提升，其中三

排开孔的树形翅片换热量最高，较未开孔树形翅片提升了 21.92%。这说明一部分源自

于相变材料填充量的增加，另一方面，开孔后增加了自然对流对固液相变材料的掺混

作用，从而产生了融化的相变材料与未融化的相变材料相互流动从而提高了相变换热。

图 9为未开孔与不同开孔排数的换热器体积与对流换热系数的变化。从图中明显看出开

孔后比未开孔的树形翅片体积减少并且对流换热系数有着较大的提升，并且在三排开

孔处的树形翅片对流换热系数提升最明显，较未开孔的对流换热系数提升了 24.39%。

说明在树形翅片开孔能够强化自然对流与导热的协同作用从而提高相变换热器的对流

换热，减少相变换热器与相变材料换热的热滞后性。开孔的树形翅片比未开孔不仅减

少耗材、降低相变换热器成本、提高蓄热量有着明显的优势，从而降低了热滞后性对

相变换热器的影响，使得相变换热器的整体换热性能有着较好的提升，应用范围更加

广泛。
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图 8 开孔耗材与换热量

图 9 开孔体积与对流换热系数

2.2 排数对融化研究

为了分析不同开孔排数对换热器相变过程中固液界面融化情况和温度分布情况的

影响，图 10 比较不同开孔排数液化率和温度分布随时间变化情况。明显看出，开孔与

未开孔在换热器融化前期（300s）表现出相似的融化过程，温度分布情况均匀度近乎

一致，固液界面沿径向方向往翅片末端扩展。当相变融化过程进行到 900s 时，液相界

面依然保持在翅片附近并达到翅片末端，翅片附近之外相变材料依旧以固态存在。由

此说明在 900s 融化前期换热过程主要以导热方式为主，温度分布由翅片根部向翅末端

逐渐降低，翅片外部温度变化较小，热量传递主要方向由热源逐渐向翅片末端传递，

并在翅片热量传递过程中被相变材料所吸收从而形成沿翅片外壁面分布的固液面。

在融化过程进行到 1500s时，开孔与未开孔翅片融化均呈现液态逐步占主导的分布，

上部较下部具有更多的液态占比。此时，翅片上半部分温度高于翅片下半部分，相变

材料融化液态大于固态且占比较多，导热能力逐渐减弱，对流换热能力增强。由图可

以明显看出，未开孔翅片较 L1 排开孔翅片中间与上半部分融化与温度分布基本一致，

而较于 L1、2 和 L1、2、3 排开孔翅片融化速率略快，这是由于未开孔较开孔翅片前期

具有良好的导热能力，而开孔翅片开孔后导热能力有所下降。当 PCM 占比较大时，对

流换热逐渐强于导热并开始占换热过程主导。

融化过程进行到 2100s 时，上半部分 PCM 已经完全融化，下半部分未开孔与开孔

呈现不同的液相分布。开孔翅片在融化后期温度分布、液相比高于未开孔翅片。随着

开孔排数的增加，下半部分液相比逐渐增多、固相减少。当开孔排数 L1、2、3 时液相

比占比最大，PCM 上下呈现出均匀液态分布，温度分布更加均匀一致。融化后期开孔

翅片体现出较好的对流换热性能，上部分融化液相 PCM 与下部分未融化的固相通过翅

片开孔强化了由密度不同引起的对流换热的掺混效应，加快了下部分 PCM 的融化速率，

相变换热器换热融化过程得到加快，改善了温度分布的一致性。
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开孔状况 未开孔 L1 排 L1、2 排 L1、2、3 排

300s

900s

1500s

2100s

图 10 不同开孔排数固液界面演化过程

2.3 开孔直径与数量研究

选定 Φ1、Φ2、Φ3开孔直径和开孔个数（Φ1、Φ2、Φ3分别为对应 L1、L2、L3 排开

孔直径）为四种研究因素，相变材料填充量和换热量为两目标。Φ1、Φ2、Φ3 直径取值

范围在 2~4mm，开孔个数取值 5~9 之间，如表 2 所示。在使用响应面法（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，得到 26 组实验方案，如表 4 所示。

表 4 26 组实验方案

序号 Φ1/mm Φ2/mm Φ3/mm 开孔个数/M
1 3 3 3 5
2 2.5 3.5 3.5 8
3 3.5 3.5 2.5 8
4 2.5 2.5 3.5 8
5 2 3 3 7
6 3 3 3 7
7 2.5 2.5 3.5 6
8 3.5 2.5 3.5 8
9 2.5 3.5 2.5 6
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10 3.5 2.5 2.5 6
11 3 3 2 7
12 2.5 2.5 2.5 6
13 2.5 3.5 2.5 8
14 3 4 3 7
15 3.5 3.5 2.5 6
16 3 3 4 7
17 2.5 2.5 2.5 8
18 3.5 3.5 3.5 8
19 2.5 3.5 3.5 6
20 4 3 3 7
21 3 2 3 7
22 3.5 2.5 2.5 8
23 3 3 3 9
24 3.5 3.5 3.5 6
25 3.5 2.5 3.5 6
26 3 3 3 7

通过拟合得到填充量和换热量（两目标）与 Φ1、Φ2、Φ3 开孔直径和开孔个数（四

因素）之间的数学关系式。利用响应面法分别对填充量和换热量拟合出的关联式如下，

各符号含义如表 5 所示：

填充量公式为：

S=0.795013-0.00386×A-0.000353×B-0.000731×C-0.00027×D+0.000112×A×B

-0.000026×A×C+0.00005×A×D+0.000014×B×C+0.00005×B×D+0.000106×C×D

+0.000039×A2-0.00000004075×B2+0.000067×C2-0.000000719437×D2 (1)
上述公式的相关系数为 0.9876，接近于 1，所以上述公式是精确的。

换热量公式为：

W=29.37178-3.74701×A-2.14621×B+0.08285×C-4.61449×D+1.27346×A×B

-0.133240×A×C-0.774177×A×D-0.705148×B×C+0.308617×B×D+0.205349×C×D

+0.884466×A2-0.210925×B2+0.322882×C2+0.496354×D2 (2)
上述公式的相关系数为 0.9225，接近于 1，所以上述公式是精确的。

表 5 公式中符号含义

符号 A B C D

含义 Φ1直径 Φ2直径 Φ3直径 开孔数

3 结论

将翅片与开孔技术相结合，对比分析未开孔与不同开孔排数的水平相变换热器换

热性能影响。得到了如下结论：

(1)当开孔排数为 3 排时，相变融化过程对流换热效果提升最明显，对流换热系数

较未开孔提升了 24.39%。说明开孔能够提升相变换热器对流换热能力，提升导热与对

流换热的协同强化，尤其在相变换热器融化后期导热能力逐渐减弱的情况下，开孔能

够加强相变换热器的整体性能。

(2)相变换热器翅片开孔为 3 排时，耗材较未开孔减少了 0.6%，而整个相变换热过
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程的换热量提升了 21.92%。说明开孔不仅能够减少相变换热器制造耗材，而且能够提

升换热量。

(3)开孔直径大小与数量对换热量和填充量的影响为：Φ1 直径越小，Φ2、Φ3 直径越

大，对有换热量明显的提升，开孔个数与换热量提升保持相同增长趋势，开孔数量增

多换热量提升越多。相变材料填充量与 Φ1、Φ2、Φ3 直径大小、个数呈正相关，开孔直

径增大与个数增多均会增加填充量。
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摘要 为提高相变材料的电池热管理性能，本文设计了一种双层相变材料结构的锂电池热管理系统，并采用

焓多孔介质模型进行了数值模拟。论文分别研究了双层相变材料内外侧布置、内外侧相变温度和内外侧厚

度对热管理特性的影响，选择了内侧相变温度 40 ℃，厚度为 5.14 mm，外侧相变温度 35 ℃，厚度为 3.86

mm 的双层相变材料结构用于电池热管理。研究结果表明，在 3C 以下的低充放电倍率下，该双层相变材料

结构可延长电池最高温度到达 60 ℃所需时间 430 s。

关键词 电池热管理；双层相变材料；锂电池

0 引言

随着化石燃料等不可再生能源的逐渐枯竭与其所造成的环境污染与气候变化的加剧，可

再生能源有效利用已经变得越来越重要。然而，由于风能，太阳能等可再生能源受自然环境

因素的影响较大，存在明显的波动性与间歇性。可再生能源并网量的不断增加所带来电源侧

的波动性势必会给电力系统的安全与运行带来巨大的挑战[1]。在可再生能源侧布置以储能电

站为代表的储能系统，可以保持电力系统的稳定运行，同时也可以参与调频与调峰，从而提

高电网的弹性，进一步提高可再生能源的利用量[2]。

储能电站的性能取决于其所使用的电池技术。锂电池在使用的过程中有无记忆性、能量

密度大、运转效率高等优点，已成为储能电站最受欢迎的电池技术。但锂电池受工作温度的

影响较大。一般来说，锂电池的最佳工作温度在 15 ℃至 35 ℃之间，当锂电池的工作温度超

过 60 ℃时，电池的性能与寿命会大幅衰减并有热失控的风险[3]。对锂电池储能系统进行合

理的热管理设计可有效将电池工作温度控制在 60 ℃以下，极大地降低锂电池发生热失控的

风险，确保储能系统的安全运行。电池单体是储能系统最基础的组成单元，设计出合理有效

电池单体热管理系统对储能电站整体的安全运行起着举足轻重的作用。

目前，锂电池的热管理方式可分为风冷式，水冷式，热管式与相变材料式[4]。其中，相

变材料( Phase change material, PCM )式热管理相较于其他方式有着较高的冷却效率，不需要

额外供入能量，利用固液相变更易控温等优势，逐渐受到各方的关注。但在高能流密度下，

由于单一相变材料导热系数较低，其不仅不能快速降低系统温度，反而会增加热阻，减缓散

热[5]，因此需要对相变材料进行传热强化。Mingyi C 等[6]在石蜡(Paraffin, PA )中添加膨胀石

墨(Expanded graphite, EG )和 SiC / SiO 制备出高导热复合相变材料，结果显示在 1C 与 2C
充放电效率下该材料相比于纯石蜡能显著降低电池表面温度；Jingwen W 等[7]将不同形状的

翅片加入石蜡内，提出一种由PCM与 4个纵向翅片和2个横向翅片组合的电池热管理系统，

研究表明优化后的结构在降低电池表面温度与缩小电池表面温差上有较好的表现。S
Hekmat[8]研制出一种逆流式水冷管与石蜡耦合的热管理系统并进行仿真模拟，结果表明，当

放电速率为 2C 时，电池间最大温差从空气自然冷却下的 2.8 ℃降至小于 0.7 ℃。罗昭顺等

* 天津市自然科学基金青年基金(21JCQNJC00380)，国家自然科学基金青年基金 (52206271)



[9]将双层相变材料运用到电池热管理中，并测试其在单电池和电池组中的热管理效果，研究

表明双层相变冷却结构在高温下的冷却效果要略优，在电池温度一致性方面优势更加明显。

采用双层相变材料是将梯级相变储热的思想运用在电池热管理中，相较于单级相变，更

有助于形成较为稳定的传热温差，从而整体上提高系统的换热效率[10]。目前鲜有研究将双层

相变材料运用在电池热管理上，且在现有的研究中都将内侧相变材料设置为较低的相变温度，

而外侧设置为较高的相变温度[9,11]，这并不符合梯级相变储热的布置思路，因此需要对其进

行一定的优化。本文针对双层相变材料的电池热管理特性进行研究，分析相变材料的内外层

布置，不同充放电倍率，内外层材料相变温度、厚度对电池热管理性能的影响及机理，并与

单层相变材料热管理性能进行对比，从而为双层相变材料热管理系统的设计提供参考。

1 数值模型

1.1 物理模型

(a) (b)
图 1 双层相变材料电池热管理系统结构示意图(a)三维视图 (b)俯视图

本文所研究的双层相变材料电池热管理系统结构如图 2(a)所示。热管理系统内部为圆柱

形 18650 锂电池，外侧依次包裹两层相变材料，构成双层结构。本文选取两种内外层相变材

料布置形式，一种为等厚度布置，另一种为等体积布置。相变材料以 42 号石蜡为参考，相

变温度分别为 40 ℃, 35 ℃, 30 ℃，为减少其他热物性影响，假设三种相变材料除相变温度外

的热物性均相同。相变材料和电池的热物性分别在表 1 和 2 中给出。

表 1 相变材料热物理性质

密度

(kg/m3)

比热

(J/(kgK))

热导率

(W/(mK))

粘度

(Pas)

潜热

(kJ/kg)

热膨胀系数

(1/K)

PCM 900 2000 0.3 0.00324 200 0.00004

表 2 简化电池参数

标称容量

(Ah)

密度

(kg/m3)

比热

(J/(kgK))

径向热导率

(W/(mK))

轴向热导率

(W/(mK))

直径

(m)

高度

(m)

18650 电池 2.6 2871.7 1200 0.2 37.6 0.018 0.065

电池

PCM2 PCM1



1.2 电池产热模型

Bernadi 公式是目前应用最广泛的电池产热公式[12]，如下所示：

=ݍ
ܫ

ୠܸୟ୲
−ܧ)] ܷ) − ୠܶୟ୲

߲ܷ୭ୡ
߲ܶ

] (1)

式中，ܫ为电池充放电电流(A)； ୠܸୟ୲ 为电池体积(m3)；E 为电池开路电压(V)；U 为电

池工作电压(V)；Tbat 为电池温度(K)；డౙ

డ்
为熵热系数，查阅文献[13]得-0.4 W∙mV/K。

对于ܧ − ܷ可转化为电流与内阻的乘积 I∙ R，则公式(1)可变为：

=ݍ
1

ୠܸୟ୲
−ଶܴܫ)] ܫܶ ୠୟ୲

߲ܷ୭ୡ
߲ܶ

] (2)

式中，R 为电池内阻(Ω)。电池内阻受电池的荷电状态与温度的影响。当在极端低温与

高温的环境下，充放电时电池内阻波动较大；而在常温下充放电，电池内阻波动幅度很小，

可近似看作常数。根据文献[14]可得容量为 2.2 Ah 的 18650 电池的内阻为 40.85 mΩ。不同充

放电倍率下 27 ℃到 60 ℃电池的产热速率相差较小，为简化计算，本文电池产热速率设置为

60 ℃时电池产热速率，则充放电倍率为 3C，5C，7C 时的产热速率(W/m3)如表 3 所示。

表 3 锂电池在不同充放电倍率下的产热速率

3C 5C 7C
产热速率(W/m3) 169281.6 262991.1 386929.4

1.3 相变材料熔化凝固模型

为便于计算，本文将对相变材料固液熔化过程作以下假设进行简化：

(1) 相变材料各向同性，液态相变材料为不可压缩牛顿流体；

(2) 密度满足 Boussinesq 近似；

(3) 液态相变材料中的自然对流为层流流动。

采用焓-多孔介质模型来描述相变材料的熔化凝固过程，相变材料的控制方程如下：

连续性方程：

ߩ߲

ݐ߲
+ (ሬܸ⃗ߩ)ߘ = 0 (3)

式中，ߩ为相变材料的密度(kg/m3)；t 为时间(s)。
动量方程：

ߩ
ܦ ሬܸ⃗

ݐܦ
= +ߘ− +ଶሬܸ⃗ߘߤ +⃗݃ߩ ܵ⃗ (4)

其中，ሬܸ⃗、和ߤ分别是流动的速度矢量、压力和动力粘度； Ԧ݃和ܵ⃗分别表示重力加速度和动量

源项，其中 Ԧ݃沿 z 轴负方向。在焓-多孔介质模型中，在 PCM 的糊状区域中，动量方程的源

项定义为：

ܵ⃗= (ߛ)ܣ− ሬܸ⃗ (5)

其中：

(ߛ)ܣ =
୫ܲ (1− ଶ(ߚ

ଷߚ + ߝ
(6)

在上式中，ߚ为液相率， ܲ为糊状区参数，ߝ是为避免分母为零的极小常数，其值是 0.001。
其中，ߚ定义为：



⎩
⎪
⎨

⎪
⎧ ߚ = 0， ܶ ≤ ୗܶ

ߚ =
ܶ− ୗܶ

୪ܶ− ୗܶ
， ୗܶ < ܶ < ୪ܶ

ߚ = 1，ܶ ≥ ୪ܶ

(7)

式中，Ts 为相变材料开始熔化的温度；Tl为相变材料结束熔化的温度。

能量方程：

(ℎߩ߲)

ݐ߲
+ (ሬܸ⃗ℎߩ)ߘ = ((ܶߘ)ߣ)ߘ (8)

式中：其中，h 表示比焓，ߣ表示热导率，T 表示相变材料温度。

相变材料与外界环境的边界条件满足：

݇ெ

߲ ܶெ

߲݊
= ℎ( ܶெ − ܶ ) (9)

式中，݇ େ，ℎ 分别代表 PCM 的导热系数和空气对流换热系数，本文空气对流换热系数取

5 W/m2； ୫ܶ代表环境温度，本文取 27 ℃；n 代表相变材料外表面法向方向。

1.3 模型验证

计算之前首先进行网格无关性验证和模型验证。在环境温度为 20 ℃，电池充放电倍率

为 5C 的工况下，分别采用 46106，65658，82721 和 107361 四个数量的网格对相变材料热

管理系统进行模拟。图 2 给出了不同时刻下电池最高温度随网格数量的变化，可以看到从

100 s 到第 600 s，，当网格数量从 46106 增大到 107361 时，电池最高温度的变化相对较小，

说明再继续增加网格数量对结果的影响较小。综合考虑计算的精确性和计算资源的消耗，本

文将采用 46106 的网格数量进行计算。

图 2 网格无关性验证结果

为验证相变材料熔化凝固模型的可靠性，本文用加热棒模拟电池在 3C(2.8 W)，5C(4.25
W)，7C(6.4 W)下的发热，外侧包裹 42 号石蜡，测量电池表面中心点的温度并与数值结果进

行对比。如图 3所示，温度的实验值与模拟值随时间变化趋势基本一致，最大相对偏差 7.4%，

说明本文所用的模型能够较为准确模拟相变材料的熔化过程。



图 3 模型验证结果

2 结果和讨论

2.1 双层相变材料的内外侧布置

根据内外层相变材料相变温度选取的不同，本研究将设置 4 种不同的双层相变材料内外

布置结构，具体如表 4 所示，布置一，布置二均使用单一相变材料，前者使用低相变温度

(30 ℃)材料，后者使用高相变温度(40 ℃)材料；布置三采用材料相变温度内高外低的布置结

构；布置四采用材料相变温度内低外高的布置结构。内外侧厚度设置为等体积布置，电池充

放电工况分别为 3C 和 5C，并将电池连续充放电直至电池最高温度达到警戒温度 60 ℃。

表 4 相变材料布置方案

内侧 外侧

布置一 30 ℃ 30 ℃ 

布置二 40 ℃ 40 ℃ 

布置三 40 ℃ 30 ℃ 

布置四 30 ℃ 40 ℃ 

(a) (b)
图 4 内外侧不同布置下电池最高温度随时间变化 (a) 3C (b) 5C

电池最高温度随时间变化如图 4 所示。在充放电倍率为 3C 与 5C 的工况下，加热初期，



由于温度没有达到相变温度，相变材料尚未熔化，其潜热没有利用，故在不同布置条件下电

池最大温度在初期都有较大的增长趋势；在加热中期，温度达到相变温度，相变材料开始熔

化，电池释放的热量被相变材料吸收并转化为潜热，该阶段电池外侧包裹的相变材料的温度

基本保持不变，电池最高温度增长趋势也相应减缓，体现了相变材料控温性能的优越性。到

加热末期，相变材料完成熔化，潜热完全利用，此时完全熔化的相变材料开始显热升温，进

而电池最高温度又出现较大的增长趋势。

对于布置一，由于包裹单层较低相变温度的相变材料，其最先开始熔化并利用潜热，故

在加热初期能将电池最高温度保持在 4 种布置中的最低值，但由于最先完成熔化，到加热后

期电池温度首先出现快速上升，最终该布置下电池最高温度最先达到 60 ℃；对于布置四，

由于内侧包裹相变温度较低的材料，较早进行熔化，故在初期也能将电池最高温度保持在较

低水平，但其外侧包裹相变温度较高的相变材料，且内侧材料熔化结束时的温度恰好是外侧

材料开始熔化温度，内外侧相变材料依次熔化，因此电池最高温度出现了两个平台期。该布

置下电池到达 60 ℃的时间仅长于布置一；对于布置二与布置三，其内侧都包裹较高相变温

度的材料，相较布置一与四较晚完成熔化，但布置三外侧为较低相变温度的材料，内外侧材

料可同时进行相变，进而维持了材料外侧与电池表面的温差，强化了传热，使得布置三是四

种布置中最晚到达 60 ℃的。

在 3C 工况下，布置三相比布置一能延长电池最高温度到达 60 ℃的时间约 430 s，而在

5C 工况下，布置三相比布置一仅延长 70 s。这是由于在较高充放电倍率下电池有更高的产

热率，高产热率下各材料完全利用潜热所需时间在缩短，即不同相变区间对电池散热的影响

在减小，各布置形式下电池与电池，材料与材料的温度趋于一致，因此各布置形式间电池到

达 60 ℃的时间差在减小。

2.2 双层相变材料内外层相变温度选取

对于双层相变材料，内外侧材料同时进行相变有助于保持内外侧温差进而强化传热。在

确定内高外低的布置形式后需对内外侧材料相变温度间隔进行优化，以使内外侧材料同时相

变。本研究对比了 3 种内外侧相变温度方案，具体如表 5 所示，方案一与方案二内外侧材料

相变温度差均为 5 ℃；方案三与 2.1 中布置三保持一致，内外侧材料相变温度差为 10 ℃。

内外侧厚度设置为等体积布置，电池充放电倍率设置为 5C，将电池连续充放电直至电池最

高温度达到警戒温度 60 ℃。

表 5 内外侧材料相变温度的选取方案

内侧 外侧

方案一 40 ℃ 35 ℃ 

方案二 35 ℃ 30 ℃ 

方案三 40 ℃ 30 ℃ 

电池最高温度随时间变化如图 5 所示。方案二内外侧均用相变温度较低的材料，其平台期

温度是三种方案中最低的，同时也是最先完成相变并到达 60 ℃的；方案一相较于方案三外

侧采用相变温度较高的材料，外侧材料较晚进行相变，故其平台期温度高于方案三。最终，

方案二下电池最高温度最先到达警戒温度 60 ℃，方案三晚于方案二 10 s 到达警戒温度，方

案一最后到达警戒温度，晚于方案二 55 s。
相变材料液相分数的纵向剖面分布如图 6 所示。由于相变材料的密度在液相时小于固

相，故在熔化的过程中材料内部存在向上的自然对流，密度较小的液相囤积在材料上侧，造

成电池上侧的相变材料先失去利用潜热的能力，进而使电池的最高温集中在电池上侧。减小



方案三内外侧材料相变有明显的时间差，而方案一内外侧材料几乎同时相变，能保持内外侧

较大温差以强化传热，因此其晚于方案三到达 60 ℃。因此双层相变材料内侧材料相变温度为

40 ℃，同时外侧材料相变温度为 35 ℃时更能有效延长电池安全运行的时间。

图 5 不同内外侧相变温度下电池最高温度随时间变化

图 6 不同内外侧相变温度下相变材料液相分数纵向剖面分布

2.3 双层相变材料的内外层材料厚度的选取

内外侧厚度的变化会影响内外相变材料的用量，进而影响电池的热管理情况。本文将内

外侧厚度设置为等厚度与等体积两种布置方式，具体布置方式如表 6 所示。采用方案一的布

置方式，电池充放电倍率设置为 5C，并将电池连续充放电直至电池最高温度达到警戒温度

60 ℃。

表 6 内外侧材料厚度的选取方案

内侧材料 外侧材料

内径(mm) 外径(mm) 内径(mm) 外径(mm)



等厚度 9 13.5 13.5 18
等体积 9 14.14 14.14 18

图 7 不同内外侧材料厚度下电池最高温度随时间变化

图 8 不同内外侧厚度下相变材料液相分数纵向剖面分布

电池最高温度随时间变化如图 7 所示，1500 s 前等厚度布置下的电池最高温度均高于等

体积布置，1500 s 至 2500 s 两种布置下的电池最高温度基本重合，而在 2500 s 后，等厚度

布置下电池最高温度快速上升，整体高于等体积布置下的电池最高温度。最终，等厚度布置

相比于等体积布置早 220 s 到达 60 ℃。不同内外侧厚度下相变材料液相分数纵向剖面分布

如图 8 所示，等厚度布置使用了较多的相变温度低的材料，相较于等体积布置，等厚度布置

会较早完成相变，失去吸收潜热的能力，因此等厚度布置下的电池最高温度较早的脱离平台

期并快速上升。

热管理系统外壁面温度随时间变化如图 9 所示，在 2500 s 前，等厚度与等体积布置下

电池最高温度相差无几，而等厚度布置下的系统外壁面温度一直高于等体积布置，缩小了电

池与外壁面间的温差，削弱了内外传热，进而使电池的最高温度较早地到达警戒温度 60 ℃。

因此双层相变材料等体积布置的形式相比于等厚度布置更能有效延长电池安全运行的时间。



图 9 不同内外侧材料厚度下系统外壁面温度随时间变化

3 结论

本文对双层相变材料的电池热管理特性进行了研究，分别从双层相变材料内外侧布置，

内外侧相变温度，内外侧材料厚度三个方面进行分析，得出以下结论：

(1) 内侧布置相变温度高的材料同时外侧布置相变温度低的材料可有效延长电池最高

温度到达警戒温度 60 ℃的时间 430 s。但随着电池充放电倍率与产热量的提高，延

长的效果随之减弱。

(2) 内侧材料相变温度为 40 ℃同时外侧材料相变温度为 35 ℃时，可使内外侧相变材

料同时进行相变，进一步延长了电池最高温度到达 60 ℃的时间 55 s。
(3) 内外侧材料等体积布置方式相较于等厚度布置可提高电池与系统外壁面之间的温

差，强化传热，进而延长电池最高温度到达 60 ℃的时间 220 s。
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摘要：由于固液相变材料（PCM）在熔化过程中的不均匀传热现象，结构均匀的螺旋翅片难以实现高效的

强化蓄热目的。本研究提出了多种结构优化的螺旋翅片：优化翅厚、优化翅高和优化翅距结构，用以强化

蓄热过程。通过与原始均匀模型的熔化表现进行比较，结果表明底部翅片容积大的负模型能更有效地加速

熔化过程，使完全熔化时间最大缩短 15.01%。相反地，底部翅片容积较小的正模型减慢了蓄热单元的熔化

过程。通过比较原始模型和优化模型的热参数，揭示了负模型强化顶部区域对流传热和底部导热传热的机

制。根据本文的研究结果，研究人员可以通过优化螺旋翅片结构强化管壳式蓄热器的蓄热效率。

关键词：螺旋翅片；结构优化；自然对流；完全熔化时间；强化蓄热表现

0. 前言

现如今，储能技术是解决环境污染和能源供需的时空不匹配问题的关键手段[1]。热能储

存（TES）技术在储能方面具有广阔前景，包括显热蓄热（SHTES）、潜热蓄热（LHTES）
和热化学蓄热[2]。TES 系统以热能的形式储存多余的能量，并在需要时释放热量。近年来，

基于固液相变材料（PCM）的潜热蓄热（LHTES）技术因其储热密度高、相变温度变化小而

越来越受到关注[3]。然而，相变材料的低热导率严重限制了 LHTES 系统的蓄热效率。

近年来，多种强化导热的策略已用于强化 LHTES 系统的导热表现，包括添加高热导纳

米颗粒[4, 5]、多孔碳/金属泡沫[6, 7]和金属翅片[8, 9]。其中，添加金属翅片是加速相变蓄热

过程最简单有效的方法。如今，多种类型的金属翅片已被广泛用于扩展 LHTES 系统的换热

面积，如环形翅片[10˗12]、纵向翅片[13, 14]、Y 形翅片[15, 16]、针状翅片[17˗19]、螺旋翅

片[20, 21]、仿生翅片[22˗24]等。Pu 等人[25]数值研究了带有环形翅片的垂直 LHTES 装置中

PCM 的熔化表现。相较于无翅片结构，通过调节翅高和翅距，可使完全熔化时间缩短

44%˗49.9%。Kumar 等人[26]对偏心布置纵向翅片管内部的熔化蓄热表现进行了数值和实验

研究。结果表明，与 120°和 180°翅片角的结构相比，60°翅片角结构的熔化表现更佳。Yang
等人[27]设计了新型 Y 形翅片以提高蓄热管的凝固表现。将具有高导热性的氧化铝纳米颗粒

分散到 RT82 中，通过调节翅厚和翅高，结果表明，添加外翅片比使用内翅片更能有效地加

速凝固过程。此外，与具有内翅片的配置相比，使用新结构翅片可以使凝固速率提升 14.45%。

螺旋翅片是一种沿热流体管的连续翅片，其结构受翅片厚度、翅片高度和螺距的影响。

Lu 等人[28]实验了具有螺旋翅片的管壳式 LHTES 单元中 PCM 的蓄热/放热表现，结果表明螺

旋翅片能有效强化管壳式蓄热单元的蓄热表现。Duan 等人[29]建立了具有不同螺旋翅片的
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管壳式 LHTES 模型，测试了翅片数量和形状对储热性能的影响。结果表明，带螺旋翅片的

LHTES 单元的相变速率明显快于带纵向翅片的 LHTES 单元。此外，增加翅片数量或螺旋循环

数也可进一步增强传热性能。Patel 等人[30]采用了螺旋翅片进一步扩大传统针形翅片的传

热面积。他们评估了不同结构的螺旋翅片的效果，发现增加翅片直径和翅片高度可以增强蓄

热表现。

常见的螺旋翅片具有均匀的翅片参数，不适用于强化管壳式蓄热单元中的非均匀传热和

熔化过程。在本研究中，我们设计了三种具有不同翅片参数的新型螺旋翅片，以进一步增强

传热过程。由于翅片体积几乎不变，因此所有模型的蓄热密度基本一致。通过将这些模型的

熔化结果与具有均匀螺旋翅片的模型进行了定量比较，分析了传热性能、内部温度变化、液

体 PCM 的流速和热流密度，以分析管壳式 LHTES 装置内部熔化过程的传热机理。结果表明，

底部翅片越厚、越高、越密集的负 LHTES 单元熔化速度越快。与均匀模型相比，完全熔化时

间可以最大限度地减少 15.01%。因此，该优化的螺旋翅片结构适用于强化 LHTES 单元的蓄

热表现。

1. 蓄热单元换热数值模拟

1.1 物理模型

管壳式换热器中常用的螺旋翅片具有固定的翅片高度、厚度和螺距，焊接在传热流体

（HTF）管周围，用以扩展传热面积。本工作选择了一个带有螺旋翅片的单管蓄热单元来研

究其蓄热表现，其结构如图 1a 所示。红色管是具有固定温度的热源，棕色区域代表 PCM，

黄色固体是螺旋翅片。管壳式蓄热单元的尺寸参数如图 1a 所示，螺旋翅片的参数如图 1b。

在本工作中，我们设计了三组优化模型以进一步提高储热效率，包括优化翅片厚度、优化翅

片高度和优化翅片间距，其结构如图 1c所示。模型的详细尺寸参数如表 1 所示。



图 1 （a）LHTES 蓄热管、（b）螺旋翅片参数、（c）结构优化模型示意图

表 1 不同模型参数表

模型 T1 T2 模型 H1 H2 模型 P1 P2

原始

模型
- 2 2 - 8 8 - 10 10

负模

型

Spiral-T-0.5-3.5 0.5 3.5 Spiral-H-4-12 4 12 Spiral-P-18-2 18 2

Spiral-T-1-3 1 3 Spiral-H-5-11 5 11 Spiral-P-16-4 16 4

Spiral-T-1.5-2.5 1.5 2.5 Spiral-H-6-10 6 10 Spiral-P-12-8 12 8

- Spiral-H-7-9 7 9 -

正模

型

Spiral-T-2.5-1.5 2.5 1.5 Spiral-H-9-7 9 7 Spiral-P-8-12 8 12

Spiral-T-3-1 3 1 Spiral-H-10-6 10 6 Spiral-P-4-16 4 16

Spiral-T-3.5-0.5 3.5 0.5 Spiral-H-11-5 11 5 Spiral-P-2-18 2 10

- Spiral-H-12-4 12 4 -

备注 翅高 8 mm, 翅距 10 mm. 翅厚 2 mm, 翅距 10 mm. 翅厚 2 mm, 翅高 8 mm.

*: 所有尺寸单位为 mm.



1.2 数学模型

PCM 与螺旋翅片之间的热传递视为共轭传热，假设界面处无接触热阻。控制方程式可

表示为:

质量方程：
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动量方程：
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其中C和S是近似系数，分别为 1×105 和 1×10-3；fl 是相变材料的液相分数，随相变材料温度

变化，由公式(4)给出：
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能量方程：

PCM 与金属骨架复合材料的导热可以分为两部分：一部分发生在金属骨架内部，另一部分

在填充材料内部。

相变材料内的换热：
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固体骨架内的换热：
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石蜡和金属翅片界面间的温度和热流连续性由下式表示[31]：
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其中 g 表示重力加速度，ΔT = Th - Tm, β 是热膨胀系数，l 表示特征长度，α = 

ఘ
表示热扩

散系数，ν 表示运动粘度（ν = μ/ρ）。

采用一些假设来简化该物理问题：（1）液相相变材料的流动是不可压缩的，处于层流状

态，(2）相变材料的热物性在工作温度范围内是恒定的，(3）采用 Boussinesq 近似液体相变

过程中的密度变化和自然对流，(4）相变材料和金属翅片接触面设置为无滑移边界条件，(5）
忽略粘性耗散、固液相变过程中的体积变化和外壁热损失。

1.3 材料热物性

选择石蜡（熔点为 51℃）作为相变材料，螺旋翅片材质为铜。表 2 列出了石蜡和铜的

热物理性质。



表 2 石蜡与铜热物性[8]

材料
Tm1

(K)
Tm2

(K)
Ti

(K)
L

(J/kg)
ρ 

(kg/m³)
cp

(J/kg∙K)
β 

(1/K)
µ

(kg/m∙s)
k

(W/m∙K)

石蜡 318 324 298 156820 780 2000 0.001 0.00250
8 0.2

铜 - - 298 - 8978 381 - - 387.6

1.4 数值方法

使用 ANSYS Fluent 19.2 对复合相变换热模型进行直接数值模拟。固体骨架和相变材料

中的动量/能量传输的控制方程由二阶迎风格式进行离散，压力修正方程采用 PRESTO！格

式。对于质量和动量方程，当残差降至 0.001 以下，对于能量控制方程，当能量方程残差降

至 10-8 以下，计算达到收敛。瞬态问题的计算结果准确性受网格尺寸和时间步长的影响很

大。为了消除网格和时间步对计算结果的影响，用 182350、273695、354286 三组网格数和

0.01 s、0.02 s 和 0.05 s 的时间步长对时间步长和网格数无关性进行验证。图 2 记录了液体分

数随时间的变化趋势。三组网格数模型的液相分数计算结果最大差异为 2.86%。因此，选择

网格号数为 273695 进行计算可满足精度要求。同样的，0.02 s 的时间步长也可保证在节省

计算资源的前提下获得准确的结果。

图 2 网格与时间步无关性验证

2. 结果与讨论

2.1 模型验证

通过与 Al-Abidi 等人[33]关于管壳式蓄热体的实验结果进行比较，验证本研究中数值模

型的准确性。在他们的研究中，选择石蜡 RT82 作为相变材料，纵向翅片材质为铜。材料的

初始温度为 300.15K，热流体为 363.15K 的水。图 3 将他们实验中相变材料的平均温度与本

研究的预测结果进行比较。从图中可以发现，当前模型与[33]的实验结果和[34]中的数值结

果基本一致。它们之间的差异可能是由于实验中的热损失和接触热阻以及数值模型的简化造

成的。



图 3 本工作与参考文献[33, 34]中所选点的平均温度对比。

2.2 优化翅厚模型的熔化表现

本节分析了六个不同翅片厚度的模型的熔化储热性能，Sprial-T-0.5-3.5、Sprial-T1-3 和

Sprial-T-1.5-2.5 的三个负模型从上到下逐渐变厚，Sprial-T-2.1.5、Sprial-T-3-1 和 Sprial-T-3.5-
0.5 三个正模型从上到下越来越薄。六个模型和原始模型的液相分数曲线如图 4 中。从图中

可以发现，七种模型的熔化过程接近，液体分数曲线几乎同步。然而，如图 4 中的放大部分

所示，负模型比正模型的熔化快。Spiral-T-0.5-3.5 的完全熔化时间为 532.5s，比原始模型减

少 3.50%。此外，Sprial-T-1-3和Sprial-T-1.5-2.5模型的完全熔化时间分别缩短1.72%和 0.54%。

相反地，正模型的熔化时间均比原始模型长。与原始模型相比，三个正模型的完全熔化时间

延长了 0.78%‒2.94%。由此可见，负模型对于强化储热单元的储热过程更有效。这是由于浮

升力驱动的对流传热将热流体向上推动，而冷流体向下移动。随着熔化过程演化，上部区域

的对流换热强度逐渐强于底部区域，熔化呈现顶部快底部慢的特点。而负模型在底部提供了

更厚的螺旋翅片，加速了该区域的熔化过程。因此，负模型的熔化过程比原始模型和正模型

更快。图 5 中记录的 PCM 的平均温度也显示出与上图相似的趋势。因此，加厚螺旋翅片的

底部厚度是提高传热效率的有效方法。

图 4 不同结构优化翅厚模型的液体分数



图 5 优化厚度螺旋翅片模型中 PCM 的平均温度

2.3 优化翅高螺旋翅片模型的熔化表现

为了研究螺旋翅片高度对熔化性能的影响，本文建立了八个不同翅片高度的模型，包括

四个负模型和四个正模型，如表 1 所示。八个模型在整个熔融过程中的液体分数记录在图 6
中。这些模型的液体分数在前 150 秒时接近原始模型，这是因为在初始熔化阶段，熔化换热

主要由导热换热主导。由于这些模型中的螺旋翅片具有相同的螺旋长度和几乎相等的翅片高

度，因此它们的翅片容积接近，其导热换热强度也相似。然而，随着熔化过程演化，这些模

型中的液体组分表现出显著差异：负模型比原始模型和正模型熔化得更快。这种现象是因为

熔化过程使液相 PCM 增多，蓄热单元内部产生自然对流传热，导致内部熔化在顶部区域更

快，在底部区域更慢。此时，底部翅片翅高更大的负模型更有助于强化熔化过程。因此，在

这些模型中，负模型 Spiral-H-4-12 的熔化更快，而正模型 Spiral-H -12-4 的熔化最慢。图 7
所示的 PCM 平均温度也说明了不同模型的蓄热性能。具有不同翅高的九个模型在初始熔化

过程中的平均温度相似。然而，当 t > 250 s 时，它们的平均温度表现出显著的差异。负模型

的平均温度高于原始模型和正模型，该结果也证明了负模型对熔化换热的强化作用。



图 6 不同结构优化翅高螺旋翅片的液体分数

图 7 优化翅高螺旋翅片模型中 PCM 的平均温度

优化翅高模型中相变材料的平均流速如图 8 所示。由于初始熔化阶段只有少量的液体

PCM，蓄热单元内部的对流传热强度较弱，因此平均流速较低。随着熔化的发展，越来越多

的固态相变材料熔化成液体，自然对流换热强度逐渐增强，平均流速也越来越高。然而，当

t>200s 时，平均温度随着时间的推移而显著降低。这是由于热传递减弱。从图 8 中可以看

出，所有九个模型都显示出相似的变化趋势，但它们的平均速度值明显不同。负模型显示出

比原始模型和正模型更大的速度，Spiral-H-4-12 模型具有最大的速度。原因是顶部区域的短

翅片提供了更大的空间来形成自然对流，并且其流动比其他模型更剧烈。此外，在这些模型

中，平均速度峰值的位置存在显著差异：模型 Spiral-H-12-4 峰值出现的最早、模型 Spiral-H-
4-12 的峰值出现的最晚。结果表明，顶部翅片高，达到平均流速的峰值越快。这得益于在顶

部区域的翅高越高，其强化初始熔化过程的表现越强。



图 8 优化翅高螺旋翅片模型的液体 PCM 平均速度

为了分析储热单元的传热强度，图 9 描绘了热壁面上的热流密度。在初始 10 s 内，热

流密度的关系为 Spiral-H-4-12>Spiral-H-5-11>Spiral-H-6-10>SpiralH-7-9>原始模型，且负模型

与其对应的正模型的热流密度接近。这是因为模型 Spiral-H-4-12 和 Spiral-H-12-4 具有相等

的翅片体积，并且二者是所有模型中翅片容积最大的。因此，这两种模型在初始熔化阶段表

现出最强的导热换热，它们的热流密度也最大。然而，随着熔化过程逐渐演化，自然对流在

储热单元中逐渐形成和发展，在浮升力驱动下热流体向上运动，冷流体向下流动，从而使得

底部区域的传热强度和熔化表现弱于顶部区域。此时，具有较高的底部翅片的负模型有助于

加速熔化过程。因此，四个负模型的熔化速度比原始模型和正模型更快，并且在 100s<t<300s
时，它们的热流密度也更高。此后，由于 t≥300s 时的正模型的熔化不完全，其热流密度超

过原始模型和正模型。

图 9 优化翅高螺旋翅片模型热壁面上的热流密度

图 10 分别描绘了 9 个优化翅高模型在 10s、100s 和 400s 时的液体分数轮廓。这些模型



的熔化表现在初始熔化阶段近似，但在熔化后期（t=400s）表现出显著差异。原始模型的完

全熔化时间为 551.8s；负模型为 469s‒532.1s，正模型为 587.7s‒687.7s。与原始模型相比，负

模型的完全熔化时间减少了 3.57%‒15.01%，但正模型的完全熔化时间延长了 6.51%‒24.63%。

因此，翅片高度从上到下逐渐增大的负模型有利于强化管壳式储热单元的熔化表现。

图 10 优化翅高螺旋翅片模型的液体分数云图

2.4 优化翅距螺旋翅片模型的熔化表现

为了研究翅距对螺旋翅片储热单元熔化表现的影响，本节建立了六个不同翅距的模型。

其中，负模型包括 Spiral-P-18-2、Spiral-P-16-4 和 Spiral-P-12-8，它们的翅距沿传热流体方向

逐渐变小，相反地，正模型的翅片沿传热流体方向逐渐变大。图 11 记录了六个模型和原始

模型的液相分数。从图中可以观察到，随着熔化过程的发展，负模型的液体分数高于原始模

型和正模型。Spiral-P-16-4 模型的完全熔化时间比原来的模型减少了 13.68%，另外两个负模

型也分别减少了 12.72%和 5.73%。相反，正模型将完全熔化时间延长了 3.95%‒20.64%。由

此可见，负模型有利于加速管壳式储热单元的熔化过程。



图 11 优化翅高螺旋翅片模型的液体分数

优化翅高模型的平均温度如图 12 所示。在初始熔化阶段（t<250s），负模型显示出与其

对应的正模型相似的平均温度曲线，表现为具有相同颜色的曲线几乎重合。这是由于当导热

在传热中起主导作用时，负模型和正模型由于具有相同的翅片容积，因此其熔化表现也近乎

相同。然而，一旦熔化发展到具有不可忽略的自然对流状态，螺旋翅片的不同翅距分布就会

对熔化表现产生重大影响。负模型和对应的正模型的平均温度曲线逐渐呈现出显著不同。结

果表明，负模型的升温速率总是快于正模型。

图 12 优化翅距螺旋翅片模型的平均温度

为了说明储热单元中的对流传热，图 13 描述了优化翅高模型中液体相变材料的平均速

度。显然，正模型显示出比相应的负模型更低的平均速度。这是由于负模型顶部区域的螺旋

翅片稀疏，因此自然对流的发展空间更大。同时，顶部区域的翅距越大，液体 PCM 的流动

空间就越大，其平均速度也越高。因此，负模型有助于对流换热的发展。



图 13 优化翅距螺旋翅片模型的平均流速

对比不同优化翅距模型热壁面上的热流密度可以发现，原始模型在初始 20 秒时显示出

最高的热流密度，负模型的热流密度比原始模型低，且几乎等于相应的正模型。随着熔化的

发展，正模型的热通量逐渐低于相应的负模型。这是因为稀疏的顶部翅片有利于自然对流的

发展。当 t>300s 时，负模型的熔化更快。它们的传热强度逐渐低于相应的正模型，并且热流

密度超过了正模型的热通量。图 15 描绘了这些模型的液相分数云图，直观地说明了 10s、
100s 和 400s 时的熔化表现。通过以上分析，我们可以得出结论，翅片间距从上到下逐渐减

小更有助于加速管壳式储热单元中的熔化过程。

图 14 优化翅距模型热壁面上的热流密度



图 15 优化翅距模型的液相分数云图

3. 结论

在本工作中，我们设计了具有不同螺旋翅片的管壳式储热单元。采用两种类型的螺旋翅

片结构（包括负结构和正结构模型）以强化管壳单元的储热表现。通过优化翅片厚度、翅片

高度和翅片间距等翅片参数，数值分析了它们对管内不同位置熔化的影响。通过比较液体分

数、平均温度、平均流速和热流密度等数据，说明了优化结构对传热强度和熔化表现的影响。

主要结论如下：

（1） 翅片厚度优化对熔化性能的影响较小。与原始模型相比，Sprial-T-3.5-0.5 模型将

完全熔化时间缩短 3.50%。

（2）通过翅片高度优化，负模型相较于原始模型，使 PCM 熔化时间显著缩短了 3.57%-
15.01%。这是因为顶部翅片高度越小，内部对流换热强度越强，熔化速率也更快。相反，正

模型使熔化时间延长了 6.51%-24.63%。

（3） 顶部区域翅距大的负模型有助于自然对流的发展，而密集的底部翅片可以加速底

部的导热换热。因此，通过负翅片间距优化，与原始模型相比，熔化提高了 5.73%-13.68%，

而正模型使熔化减慢了 3.95%-20.64%。

本研究基于近乎不变的翅片体积来优化螺旋翅片的结构参数，在不减小储热能力的前提

下显著强化了熔化过程，由此为提高管壳式储热单元的储热效率提供了一种可行的设计思

路。
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摘要：在研究使用新型环保工质（HP-1）对大功率芯片进行喷射沸腾冷却。在柱状微结构强化表面上

进行了射流冲击沸腾的一系列实验研究。在饱和压力 450~590kPa、液体过冷度 2~15K、质量流量

127~381kg/(m2s)的实验条件下进行喷射沸腾换热性能研究。结果表明，临界热流密度（CHF）和传热

系数（HTC）随着质量流量和饱和压力的增加而增加。在 ΔTsub=15K 时，柱状微结构强化表面的 CHF

高达 1532kW/m2。相较于光滑表面，柱状微结构表面的喷射沸腾 CHF 提高了 35~54%，压降只增加了

8~17%。沸腾传热系数随着热流密度的增加先增大后减小。随着干度的增加，气液相间的剪切作用增

强，压降逐渐增大。通过高速相机观测气泡行为，以帮助分析大功率芯片在密闭空间内的机制射流冲

击沸腾传热。

关键词：HP-1；喷射沸腾；临界热流密度；换热系数；压降

0 前言

随着科学技术的高速发展，人们对高性能的计算机芯片、通讯设备、雷达组件等电

子器件有着更高需求，而高性能的电子器件同时也意味着更高的发热量。射流冲击冷却

是利用工作流体通过喷嘴冲击受热表面，快速带走热量。当工作流体通过喷嘴时，质量

通量增加，撞击表面后形成薄边界层，从而增强传热能力。因此，射流冲击冷却非常适

用于高热流、大功率电子器件的散热。而且，阵列射流冲击冷却可以使壁温分布更加均

匀，减少了单喷嘴射流的温度不均匀。Meyer 等人[1]以 FC-72 和乙醇为工质研究单相射

流冲击冷却性能。Browne 等人[2]使用 R134a 研究了单相和沸腾微射流阵列。较高的入

口温度可以增强核沸腾，从而获得更好的传热效果。Sethy 等人[3]使用空气或水添加氧

化铝(Al2O3)纳米粒子来模拟单相自由射流。当空气与纳米粒子混合时，与单独使用空气

相比，传热能力显着提高。Tyagi 等人[4]发现纳米流体射流冲击的冷却性能主要取决于

纳米粒子的浓度、形状、尺寸和质量通量。Sarkar 等人[5]研究了 TiO2纳米流体在射流冲

击沸腾过程中的利用。Wu 等人[6]设计了浸没式冷却有限射流阵列回流装置。结果表明

基金项目：本文由国家自然科学基金（No.51976163），国家重点研发计划（No.2022YFF0503502），

西安交通大学青年创新团队（No.xtr052022011），国家自然科学基金联合基金（U2141218）资助。



多个射流孔之间产生的涡流对传热性能的影响减小。当体积通量为 2000mL/min，加热功

率为 800W 时，进、出口温升为 38.7K，装置传热系数高达 41377W/m2K。Sung 等人[7-8]
使用 HFE-7100 对射流冲击冷却进行了数值模拟研究。当热流密度为 50W/cm2时，壁面

温升梯度小于 2K。增加液体过冷度或质量通量可以在核沸腾开始时达到更高的热通量，

并最终达到更高的 CHF。Yun 等人[9]研究了 R410A 在微通道中的两相压降，证明较高

的饱和温度会影响 R410A 的粘度和密度比。Deng 等人[10]用乙醇对多孔微通道进行沸腾

实验，发现压降主要由入口温度和热流密度决定。

1 实验装置

1.1 实验系统

实验系统示意图如图 1（a）所示。它由储液罐、齿轮泵、流量计、预热器、测试段、

冷凝器、高速摄像机、直流电源和数据采集仪等组成。储液罐中的冷却工质由微型齿轮

泵泵入试验系统，微型齿轮泵由外接变频器控制来控制转速以此来改变工质流量，采用

流量范围为 100~1600mL/min、精度为读数 0.5%的体积流量计监测系统流量。预热器用

于控制测试部分的入口温度。HP-1 在测试段被加热沸腾，然后流入冷凝器完全冷凝并返

回储液罐。在实验过程中使用高速相机对喷射沸腾实验现象进行拍摄。整个实验系统中

安装了 8 个计算精度为±0.1℃的 T 型铠装热电偶和 4 个精度为 0.075%满量程的 0~3MPa
压力变送器，用于监测整个系统的温度和压力。此外，在试验段安装了精度为 0.075%满

量程的 0~250kPa 压力差变送器，用于测量试验段压降。

喷射沸腾换热实验装置如图 1（b）所示，它由盖板、带喷嘴的射流板、射流腔、铜

基散热器和加热铜柱组成。盖板、带喷嘴的射流板、射流室和铜基散热器用螺栓固定，

整个实验测试段的厚度不超过 35mm。盖板采用 PC 玻璃加工制成，其内部嵌入一个尺

寸为 30×30×10mm3的混合腔。射流板表面均匀分布着 25 个喷嘴，直径 1.5mm，长 5mm。

射流腔由厚度 10mm 的高透光 PC 玻璃加工而成，用于可视化观察气泡行为。铜基散热

器的厚度为 5mm，侧面预留三个间距为 10mm 的测温孔，实际换热面积为 32×32mm2。

在本研究中，柱状微结构的边长为 0.5mm，高度 1mm，相邻间距 0.5mm。

（a）实验系统流程 （b）测试段示意图

图 1 实验系统流程图

实验采用新一代国产制冷剂 HP-1 作为换热工质，化学式为 1.11，2-四氟乙烷，常压

下沸点为 9.75℃。具有无色透明、不导电、比 R245fa 更环保的特点。制冷剂 HP-1 的更



多物理性质列于表 1。
表 1 HP-1 物性参数

饱和温度

Tsat

饱和压力

Psat

液体密度

ρl

液态定压比

热容 cpl

液态粘度

ηl

液态导热率

kl

表面张力

σ

汽化潜热

hlv

℃ kPa kg/m3 kJ/(kg·K) Pa·s W/(m·K) N/m kJ/kg

55 450 1137.8 1.3680
1.793×10-

4
0.0776 0.0092 185.66

60 516 1122.8 1.3876
1.699×10-

4
0.0763 0.0086 181.83

65 590 1107.4 1.4082
1.609×10-

4
0.075 0.0080 177.84

1.2 数据处理及误差分析

本实验中，测试段的功率由直流电源输入（Q=U×I）。有效换热量 Qeff 可以根据傅

立叶一维热传导定律计算得出。因此试验段的热损失可按下式计算：

lossQ UI kA T d   (1)

其中 k 为铜柱的导热系数，A 为实际换热面积。ΔT和 d 为柱孔上下测温孔的温差和距离。

喷射沸腾换热系数 h 可以通过以下公式计算获得：

 eff w inh Q A T T    (2)

其中，Tw和 Tin分别是铜基热沉的壁面平均温度和测试段工质入口温度。

出口干度 xout是根据测试段的能量平衡获得的，计算如下：

 out eff p sat in lvx Q mc T T mh     (3)

其中 m、cp、Tsat、Tin 和 hlv 分别是质量流量、定压比热容、饱和温度、入口温度和汽化

潜热。

喷射沸腾测试段的压降 ΔP由以下几部分组成：摩擦压降 ΔPf、加速压降 ΔPa、进口

突缩压降 ΔPc和出口突扩压降 ΔPe，计算发现摩擦压降占总压降的 95%左右，是主要组

成部分。

在实验中，使用 T 型热电偶、压力传感器、微型齿轮流量计等仪表测量参数的不确

定度分别为±0.1℃、±0.075%和±0.5%。其他相关参数的不确定性，如质量流速、热流密

量、传热系数，可以按照误差传递分析方法计算，表 2 总结了实验中与测量和计算参数

的最大相对误差。

表 2 测量值和计算值的相对误差

主要参数 误差



微结构的宽度 W 和高度 H ± 0.05mm

电压 U 读数的±0.1%

电流 I 读数的±0.014%

温度 T ±0.1℃ 

压力传感器（0-3000kPa） 量程的±0.075%

差压变送器（0-250kPa） 量程的±0.075%

微小齿轮流量计（0-600ml/min） 量程的±0.5%

换热面积 A ±0.44%

质量通量 G ±5%

热流密度 q ±5.6%

两相换热系数 h ±7.6%

2 实验结果与讨论

2.1 喷射沸腾换热曲线

图 2 显示了三种不同饱和压力下的喷射沸腾换热曲线。以测试段入口压力作为饱和

压力，450kPa、516kPa 和 590kPa 对应的饱和温度分别为 50℃、55℃和 60℃。实验在

5K 过冷度下进行，饱和压力对沸腾换热的影响主要集中在高热流阶段，而在中低热流阶

段沸腾曲线基本保持相对平行，而 CHF 随着饱和压力的增加而增加。相同过冷度下，饱

和压力的增加将导致入口温度和壁面温度升高。当热流密度接近 CHF 时，柱状微结构表

面大量气泡聚集合并，而随着饱和压力的升高，蒸气密度逐渐增大，导致蒸汽质量增加，

而液体导热系数的增加使得液膜内部热阻减小，最终导致沸腾换热增强，延迟沸腾危机。

如图 2（c）所示，当质量通量为 381kg/m2s 时，饱和压力为 590kPa 时的 CHF 分别比 450kPa
和 516kPa 增加了 15.11%和 9.62%。

（a）G=127kg/m2s （b）G=254kg/m2s （c）G=381kg/m2s

图 2 不同饱和温度下的沸腾曲线图

图 3 为四种不同液体过冷度下的喷射沸腾曲线实验结果。可以看出，当 ΔTsub<10K
时，沸腾曲线差异较小。因此，低过冷度下并不能强化沸腾传热效应。然而，当液体过

冷度增加到 15K 时，射流冲击沸腾传热性能开始显著增强，尤其是在高热流密度区域。

如图 3（c）所示，ΔTsub=15K 时的 CHF 可达 1532kW/m2，提升了大约 10%左右。这是因

为较低的入口温度可以带走更多的热量，并且由于过冷沸腾的凝结效应，可以有效地减

小气泡的尺寸，避免气泡合并和聚结，难以形成有效的蒸汽膜覆盖热沉表面，使得沸腾



危机得以缓解。

（a）G=127kg/m2s （b）G=254kg/m2s （c）G=381kg/m2s

图 3 不同过冷度下的沸腾曲线图

2.1 强化沸腾换热系数

图 4 显示了不同质量流量和液体过冷度下的喷射沸腾传热系数。提高液体过冷度虽

然可以在一定程度上提高 CHF，但会增大壁温与进口温度的温差，最终导致壁面温度与

入口温度的温差增大，使得总传热系数下降。而温差增大，则会导致整个热沉表面的温

度分布不均，严重影响功率器件的使用寿命。当质量流量为 127kg/m2s 时，增加过冷度

使得整体沸腾换热系数降低了约 52%。因此，过冷度越低，温差越小，沸腾换热系数则

相对越高，所需输入的外界功耗也越少。

（a）G = 127 kg/m2s （b）G = 254 kg/m2s （c）G = 381 kg/m2s

图 4 不同过冷度下换热系数随热流密度的变化曲线图

图 5 所示在三种不同的压力下，不同流速下换热系数随干度的变化曲线。与过冷度

的变化趋势一致，不同饱和压力后期，换热系数随着干度的增加开始明显下降，即在未

触发临界之前，沸腾换热已经表现出恶化的趋势。并且随着质量流速的增加，触发临界

时对应的干度逐渐降低，同时，随着饱和压力的增加，相同流速下触发临界时的干度略

微增加，在饱和压力 590kPa，质量流量 127kg/m2s 时的干度基本接近 1，整个射流腔内

基本完全被蒸汽覆盖，只有铜基热沉底部仍残留一层薄薄的液膜。随着的流速的增加，

射流冲击效应增强，气泡在流体冲击的作用下被快速冲散，无法稳定的形成蒸汽膜，因

此传热得到强化，同时气泡被快速地冲散带走，难以在射流腔内部以蒸汽的形式稳定存

在，出口干度随流速的增加逐渐降低。



（a）ΔPsat = 450 kPa （b）ΔPsat = 516 kPa （c）ΔPsat = 590 kPa

图 5 不同流速下换热系数随干度的变化曲线图

图 6 所示为在工况 G = 254kg/m2s，Psat = 516 kPa，ΔTsub = 5 K 的喷射沸腾气泡行为。

如图所示，当 q = 35 kW/m2时，射流腔体内部基本以微米级小气泡为主，可以明显观察

到到有 5 排喷嘴（图 6（a）红色方框所示）浸没在液体工质中。当热流密度增加到 178
kW/m2时，气泡数量开始增加，体积略微增大。随着热流密度的继续增加至 622 kW/m2

图 6（e）所示，气泡逐渐充满整个射流腔体内，气泡体积由微米级增加至毫米级，气泡

轮廓更加明显，更多的气泡集中在腔体中心位置（中心位置相较周围颜色更深），喷嘴

完全被气泡包围。随着热流密度的进一步增加，如图 6（f）~（h）所示，可以观察到射

流腔内顶部出现明显的白色轮廓，与低热流不同的是，气泡受浮力作用，聚集在腔内顶

部，此时由于热流密度增加，产生的气泡逐渐合并连成蒸汽团，包围着射流喷嘴，使得

射流喷嘴又开始逐渐显露出来。根据图 5（b）所示，此时的沸腾换热系数达到最大值。

当热流密度进一步增加，达到临界状态，铜基热沉壁面温度持续上升，无法再维持稳定，

如图 6（i）所示，射流腔内基本被蒸汽所覆盖，射流喷嘴完全显露出来，只有在热沉底

板看到一层薄薄液膜，腔体内流态处于一种半干涸的状态，传热恶化严重。

（a）35 kW/m2，x=0.08 （b）178 kW/m2，x=0.12 （c）325 kW/m2，x=0.18

（d）472 kW/m2，x=0.24 （e）622 kW/m2，x=0.30 （f）771 kW/m2，x=0.36

（g）919 kW/m2，x=0.42 （h）1090 kW/m2，x=0.50 （i）1205 kW/m2 [CHF]，x=0.65

图 6 柱状微结构在不同热流密度下的气泡行为 G = 254kg/m2s，ΔPsat = 516 kPa，ΔTsub = 5 K

图 7 所示为不同饱和压力下的压降变化曲线，从图中可以明显看出压降和热流密度

呈正相关趋势，同时，流速越高，带来的压降损失越大。对于不同饱和温度下的沸腾换



热压降，与换热性能差异明显，高饱和压力可以带来更高的临界热流密度，而增加饱和

压力则会使得压降降低。根据表 1，低饱和温度对应的液体粘度越大，则相应的气态粘

度越小，造成更大的气态雷诺数 Rev，则引起更大的气相压力损失。而液相粘度随着饱

和温度的降低而增加，在低饱和温度下带来了与壁面之间更大的能量损失，表面张力的

升高同样会使壁面之间拉普拉斯压降升高。另外，饱和温度升高还会使 HP-1 的气相密

度变大、液相密度变小，从而导致气相流速变小而液相流速度变大，即气、液两相

间的速度差减小，气相对气液界面的剪切力减小，压降也会随之降低。

（a）G = 127 kg/m2s （b）G = 254 kg/m2s （c）G = 381 kg/m2s

图 7 不同饱和压力下压降随热流密度的变化曲线

图 8 所示为三种不用流速下的不同过冷度的压降随干度的变化曲线，随着流速的增

加，压降变化曲线的斜率增加，即干度是逐渐减小的，当质量流量为 127 kg/m2s 时，干

度接近 1 时，压降仅为 32 kPa，而质量流速增加到 381 kg/m2s 时，干度为 0.5 时的压降

已经接近 100 kPa。同时，随着过冷度的增加，压降和干度略微减小，过冷度 15 K 时所

对应的压降最小，这是因为高过冷度下的气泡受到冷流体的凝结效应，尺寸减小，干度

降低，使得气液间的接触面积减小，降低了气液摩擦阻力。另外，如图 8 所示，可以发

现过冷度 15 K 下的压降和干度有轻微增加的趋势，这是因为过冷度的增加会很大程度缓

解沸腾危机，增加临界热流密度，而随着热流密度的增加，则会带来干度和压降的增加。

（a）G = 127 kg/m2s （b）G = 254 kg/m2s （c）G = 381 kg/m2s

图 8 不同过冷度下压降随干度的变化曲线

图 9（a）表明，相较于光滑表面，不同流速下，柱状微结构表面的 CHF 增强率约

为 35%~54%，由于尺寸较小的微柱提供了更多的成核点，这也带来了更高的传热面积强

化比率，高流速下由于强制对流效应增强，相应的沸腾作用弱化，因此 CHF 强化比率降

低。图 9（b）~（c）对比相同质量流速相同热流密度下光滑表面与柱状微结构表面的换

热系数 h 和压降 ΔP，在充分核态沸腾过程中，柱状微结构的整体换热系数 h 相较于光滑

表面提高 26%，而微柱表面的压降则只增加了 8%~14%，这是因为微柱间的毛细作用可



以有效增强液体的补充，另外大量的汽化核心产生剧烈的沸腾效应，热量被迅速带走，

这也使得在恒定的热通量下柱状微结构表面的壁面温度降低。而柱状微结构的主要作用

在于提供成核位点，强化核态沸腾，由于其尺寸较小，带来的压降并不明显，尤其是在

高流速下，喷射带来的冲击效应更加显著，因此由表面微结构所引起的摩擦压降损失更

加弱化。

（a）光滑表面与柱状微结构表面的 CHF 对比

（b）相同热流密度下光滑表面与柱状微结构表面

的 h 对比

（c）相同热流密度下光滑表面与柱状微结构表面

的 ΔP对比

图 9 柱状微结构与光滑表面的喷射沸腾性能评估

4 结 论
本次工作采用新型制冷剂 HP-1 作为换热工质，研究了不同饱和压力、不同流速、

不同液体过冷度下的柱状微结构强化表面喷射沸腾换热特性，并与光滑表面进行了对比，

主要结论如下：

（1）喷射沸腾的临界热流密度随饱和压力、液体过冷度以及质量流量的增大而增

大，在 Psat=590kPa、G=381kg/m2s，ΔTsub=15K 时的 CHF 可达 1532kW/m2，柱状微结构

表面的 CHF 相较光滑表面提高约 35%~54%。

（2）沸腾换热系数随着热流密度的增加，先增加后减小，即在触发临界热流密度

之前，传热已经开始恶化。由于液体过冷度增加，所带来的温差增加，因此导致换热系

数降低，增加过冷度使得整体换热系数降低了约 40%~52%，而柱状微结构表面的 CHF
相较光滑表面则提高了 26%。

（3）喷射沸腾过程中，流态经历了从微米级气泡—毫米级气泡—大气泡—蒸汽团

变化的过程，当出现大蒸汽团时，喷嘴完全显露出来，铜基热沉底部局部干涸，传热开

始恶化。

（4）沸腾压降随着流速的增加逐渐增加，而随着饱和压力和过冷度的增加逐渐减



小。相较于 CHF 和 HTC，柱状微结构表面带来的压降增加并不大，之比光滑表面高约

8%~13%。
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摘要：本文基于变密度模型的拓扑优化方法设计了一种带拓扑通道结构的铝制均热板型平板脉动热管，

并对其传热性能与同规格的铝板和紫铜板开展了实验比较研究。结果表明，在较小的加热-冷却距离下

该拓扑通道结构设计可有效提高脉动热管的传热性能，在 80 W 加热功率下拓扑通道结构脉动热管热阻

最小为 0.164 W/K，相较于铝板和铜板可分别降低 43%和 7.3%。因此，基于拓扑优化方法设计的均热

板型脉动热管在电子器件散热冷却方面表现出良好的应用前景。

关键词：拓扑优化；变密度法；均热板；平板脉动热管；传热性能

0 前言

脉动热管作为一种新型的传热器件，因其结构简单、传热效率高、制作成本低、环

境适应性强等优点，在电子器件散热领域具有很好的应用前景[1,2]。脉动热管内部的通道

结构和尺寸对工质运动和整体传热性能具有重要影响[3,4,5]，因此如何优化通道结构已成

为提高其传热性能和可靠性的基础和关键。就具体应用而言，针对平板脉动热管通道结

构开展优化设计对提高热管的整体性能、降低被冷却器件局部核心区域温度、延长器件

使用寿命具有重要的科学意义。

传统平板脉动热管的设计大都是针对固定方向的热量传递，为此目前部分学者提出

了径向通道热量传递的新型结构[6,7]，使之能够具有类似均热板的功能，可以更好地满足

高功率器件小面积尺寸散热的需求。常规均热板以高导热和均温性强而著称，但也存在

造价成本较高、冬季寒冷地区使用易结冰和受力易变形损坏等不足，而脉动热管自身的

高强度结构、工质可选择性宽和抗重力负载强[8]等特点使其能够在更为苛刻和复杂的环

境中展现出独特的优势。Thompson 等[9]采用传统蛇形通道设计了一种具有双层结构的平

板脉动热管，该结构作为扩热板用于冷却 9 cm2大小的方形热源，在 25 W/cm2的发热强

度下平板表面最高温度可控制在 100 ℃以下。Laun 等[6]设计了一种带特斯拉阀的平板脉

动热管，其具有复杂的通道结构，在 100×100 mm2的面积下可实现对 525 W 加热功率的

冷却效果。Schwarz 等[7]设计了花形和星形的径向平板脉动热管，并与传统结构脉动热管

进行了传热性能对比，结果表明花形通道结构的热管效果最优，但充液率需高于 70%；

而传统结构脉动热管因一侧通道无法被局部热源完全覆盖，导致无法驱动工质实现振荡

运动。Jang 等[10]在径向平板脉动热管的基础上对等径与变径通道的传热性能展开了实验

研究，对比结果显示变径通道热管的热阻较等径通道可降低 5.9-11.7%，而最大热通量则

提升了 20-37.5%。以上研究表明，将平板脉动热管作为均热板使用存在较大的应用潜力，



适用于小面积热源的均温散热冷却，如半导体芯片等。

与传统平板脉动热管的通道结构不同，径向平板脉动热管因面向局部小尺寸热源冷

却以及沿周向的通道布置特点而使其通道设计更为复杂。近年来面向换热器设计发展的

拓扑优化方法[11]则为径向通道脉动热管的通道设计提供了有益的参考，基于拓扑优化算

法的通道设计有助于获得提高通道内流体运动传热效率和降低流阻的最佳路径。此外，

基于拓扑优化设计可以获得部分独特的非传统通道结构，具有灵活自适应的特点。2021
年，Lim 和 Kim[12]将拓扑优化设计方法引入面向蒸发段局部加热（加热面积仅为 2%的

热管总面积）情况下的硅基微型脉动热管通道设计中，通过对传统通道和拓扑优化通道

下微型脉动热管传热性能的比较，发现拓扑结构热管的加热端均温性明显优于传统通道

结构，以 R-245fa 为工质情况下热管热阻下降了 51%。然而，上述针对通道拓扑优化设

计的脉动热管并非属于均热板型传热，仍以蒸发端向冷凝端定向传热的传统模式运行。

本文基于拓扑优化设计方法提出了一种新型均热板型脉动热管通道布局结构，主要

面向芯片级热源的扩热冷却，通过对热管传热性能的实验测试和比较，证明了该结构形

式的有效性，对均热板型脉动热管的发展和应用具有很好的参考意义。

1 拓扑通道设计

1.1 几何模型

本文设计的径向通道均热板型平板脉动热管尺寸大小为 60 mm× 60 mm，方形热源

（尺寸 20 mm× 20 mm）布置在热管平板一侧的中心区域，另一侧则为液冷冷却。如图

1(a)所示，拓扑设计区域以热源为中心，大小为 40 mm× 40 mm。因后续实验选用 R141b
和 R1233zd 为工质，由脉动热管工作过程工质振荡运动需满足的通道尺寸要求[13,14]可获

得对应通道的水力直径范围为 0.9~1.6 mm（见图 1(b)），本设计中的通道宽度为 1.5 mm。

（a） （b）

图 1 径向通道均热板型平板脉动热管几何模型（a）和分别以R141b 和R1233zd 为工质的水力直径范围（b）

1.2 通道设计



对于冷却局部热源的脉动热管通道设计，若按传统的平行通道模式，将存在大部分

通道无法覆盖小面积热源的问题，这会导致因形成沸腾气泡区域面积过小而造成振荡驱

动力不足的问题，此时热管将难以启动或振荡乏力。本研究中，采用了基于变密度法的

拓扑优化方法[15]对径向通道的均热板型脉动热管开展了设计。基于热传导建模的思想，

可简化脉动热管通道的传热方式，根据以往有关平板脉动热管的研究[16]，其有效导热系

数通常在 1000-20000 W/(m·K)的范围，远高于金属材料，因此可将脉动热管工作过程中

的气-液塞通道视为具有高有效导热系数的区域，而通道之间的基底材料则视为低导热

区。该过程可基于 SIMP 插值模型的变密度法来实现，具体公式为：

i ff s i s( ) ( )(1 ) p
e         （1）

其中，λ 为离散节点的导热系数，λeff 为脉动热管通道的有效导热系数，λs 为基底材料的

导热系数，ρi为离散节点的相对密度，p 为惩罚因子（本文中取 4）[12]。

1.2.1 脉动通道设计的有限元方法

在本研究中，热传导模型采用有限元的方法进行离散求解，其控制方程如下：

i i( ( ) ) 0T q      （2）

cT T   on Γc （3）

其中，qi为单元节点 i 的加热功率；Tc为冷却边界温度，Γc为冷却边界，处在方形优化

区域的四周边界，具体见图 1(a)。

1.2.2 拓扑优化模型

拓扑优化模型本质上是通过优化求目标函数最值问题的数学方法，即在给定设计空

间中，寻求一种最佳结构，以满足预设的目标和限制条件，从而实现设计的最优化。本

文针对脉动热管通道的拓扑优化模型如下：
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其中，c 为热顺应度，Qin为总输入热量，Theat和 Tcond分别为热源和冷却边界的平均温度

（取最小热顺应度为拓扑优化目标，表征了热源与冷却边界间温差最小的情形）；Ω 为

拓扑设计区域，ρ0为初始相对密度，VΩ为拓扑区域的容积总和，Lmax为最大通道尺寸，

nm 为过滤半径（Lmax/2）内离散单元 j 的集合；ε0 为设定的局部最小固体体积分数，nl

为设定局部区域的节点数。

考虑到脉动热管内气-液塞需要在特定尺寸通道内才能稳定运行，因此需引入最大尺

寸过滤[17]，即约束公式（7），具体效果见图 2。同时，为了避免生成过多的通道分支，

引入最小固体体积约束[18]，即公式（8），效果见图 3。
拓扑优化流程与 Sigmund[15]的建议一致。将设计域离散为 400× 400 的方形区域，设

置加热功率为 20 W，定温冷却边界 Tc为 40 ℃，通过有限元以及移动渐近线法[19]在满

足相应的约束条件下对相对密度场进行更新，重复该迭代过程，直到近两次迭代的目标

函数值变化小于 0.01%。

图 2 不同过滤半径尺寸下拓扑结构对比



图 3 不同最小固体体积约束下的拓扑结构对比

2 结果与讨论

2.1 拓扑优化结果

基于上述均热板型脉动热管通道拓扑结构设计方法，图 4 展示了经过 638 次迭代后

设计区域的相对密度场及最终温度分布，在该拓扑结构下热源与冷却边界的温差达到最

小化，图 5 为最终的拓扑结构设计图。

(a) (b)
图 4 （a）拓扑通道结构（相对密度场）及（b）最终温度场

图 5 均热板型脉动热管的拓扑结构设计图

2.2 实验装置

图 6 展示了依据图 5 拓扑优化设计制作得到的带拓扑通道结构的均热板型脉动热

管，尺寸大小为 60 mm×60 mm，厚度 2.25 mm，平板上通道宽度和深度均为 1.5 mm，

通道间隔为 1.2 mm。



图 6 具有拓扑通道结构的铝制均热板型脉动热管实物图

实验装置示意图如图 7（a）所示，底部加热采用陶瓷加热片（尺寸 20 mm×20 mm），

顶部采用水冷板（25 ℃）进行换热，同时采用中心镂空的铜片来防止中心热源处出现“热

短路”[4,5]，从而能够将热量更好地扩散至整个平板脉动热管。脉动热管表面的温度由 T
型热电偶进行测量（热电偶精度为± 0.2 K），热电偶的具体布置位置如图 7（b）所示。

实验中，工质选用了 R1233zd 以及 R141b，充液率均为 50%。此外，热管放置方向对其

运行性能影响较大，为此对竖直和水平放置情况进行了比较研究。同时，为了验证该拓

扑结构的有效性，实验也将该结构与相同尺寸的铝板和紫铜板均温性能进行了对比。

(a) (b)
图 7 实验装置图（a）及热电偶布置图（b）

2.3 实验结果

图 8（a）给出了不同加热功率下脉动热管蒸发段中心位置温度 T1变化情况，热源边

界四个温度（T2~T5）的平均温度记为 Te，冷凝端边界温度（T6~T13）的平均温度记为 Tc。

当加热功率大于 30 W 时，相较于铝板，该铝基脉动热管的中心温度更低，对应热阻也

更低；而在中高功率（50-100 W）竖直放置情况下的传热性能则与铜板相当，80 W 加热

功率下热阻最小为 0.164 W/K，相较于铝板降低了 43%，相比于铜板则降低了 7.3%（见

图 9）。
由于热源中心与冷凝端边界的距离较小（小于 30 mm），且并合的通道设计方式使

蒸发段和冷凝段间难以形成较大、稳定的压差，因此低功率（低于 30 W）下该拓扑结构

通道热管难以形成有效的工质振荡运动。而在水平放置时由于缺少重力作用，工质振荡

需要更大的温差才能驱动，导致使其温度波动较竖直放置时更大。中功率（40-90 W）



下竖直运行时，该拓扑结构通道热管内形成了局部稳定的振荡，温度波动较为稳定，表

现出较好的传热性能；而当加热功率达到 100 W 时，各个并合通道之间的压差进一步增

加，局部振荡将转变为间歇性的全局振荡，该过程还伴随着蒸发端局部的短暂烧干现象，

从而导致中心温度的大幅波动，此时热阻增大，传热性能下降。

为进一步研究该拓扑结构平板脉动热管的均温性能，图 8（b）和 8（c）给出了蒸发

段中心与热源边界的温差（T1-Te）以及冷凝端的温差（Te-Tc）。由于热管蒸发端两个温

度测点距离小于冷凝段的两个温度测点，且加热面积较冷却面积小，因此随着输入热流

强度增大，蒸发端温差的增长趋势要明显高于冷凝端。由图 8（b）所示，在蒸发端区域，

拓扑结构脉动热管的温差较小，其中在 80-90 W 竖直运行时 R141b 工质表现最佳，表明

局部的稳定振荡可有效将热量从中心区域传递至边界；而冷凝端温差则呈现出相反的趋

势（见图 8（c）），这是由于气-液塞的振荡作用强化了换热，减小了厚度方向上的热阻，

部分热量在传递至冷凝端边界前就从冷板侧散出，导致较大的温差。同时 R141b 的潜热

也较 R1233zd 高，因此相变过程传递热量更为显著，从而有效降低蒸发端温差，减小厚

度方向的热阻。对于 R1233zd，其沸点更低，热驱动性能更为优异，换热效率的提高使

其温度表现更佳。

（a）



（b）

（c）
图 8（a）不同加热功率下热源及冷却区域的温度变化（b）不同加热功率下蒸发端平均温差变化（c）

和不同加热功率下冷凝端平均温差变化

图 9 不同热功率下的热阻变化对比

3 结论

（1）基于变密度模型的拓扑优化方法，引入最大尺寸过滤和最小固体体积约束，模拟计

算得到了中心局部加热、四周冷却模型下的拓扑优化通道结构脉动热管，并基于该拓扑

优化结果设计了并合通道结构，提出了一种新颖的均热板型脉动热管通道布局。

（2）通过对铝制拓扑结构通道均热板型脉动热管及铝板和紫铜板传热性能的比较，发现

中高功率（50-100 W）下竖直放置时脉动热管传热性能与铜板相当，80 W 加热功率下的

热阻最小为 0.164 W/K，相较于铝板和铜板分别降低了 43%和 7.3%，拓扑结构通道设计

可有效提高脉动热管的均温性。
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摘要：均热板是实现高热流密度散热及温控的传热元件，吸液芯体和回液方式是影响均热板传热效率及能

力的关键因素。本文设计制作了一种以表面超亲水改性铜反蛋白石为蒸发芯体、以超疏水铜为冷凝表面的

均热板，在去离子水充液率 50%条件下对该型均热板的传热热阻、均温性及传热极限进行了研究，分析了

该均热板传热性能随热负荷的变化规律。结果表明：该均热板能够将提供超过 244W/cm2 的高热流密度散

热能力，最低总热阻为 0.145°C/W，最低均温热阻为 0.0267°C/W。

关键词：均热板；表面改性；毛细芯体；反蛋白石；强化传热；临界热流密度

0 前言

近年来，电子芯片等器件朝着高集成化、高性能、小尺寸发展，对冷却技术提出了更高

要求。当前，芯片局部“热点”最大热流密度达 200W/cm2[1]。散热和温控已经成为电子信息

行业、光电行业等发展的瓶颈问题[2]。两相换热系统利用工质大量的相变潜热进行换热，成

为解决电子设备散热问题、提高电子元器件工作寿命和工作可靠性的高效散热技术[3-5]。

与传统热管的一维传热相比，均热板具有更强的热扩散能力，从而具有更优良的温度均

匀性[6]。传热热阻、均温性能、传热极限是评价均热板传热性能的关键指标。影响均热板传

热性能的因素为芯体结构、回液方式、热源面积、充液率、倾角等，其中吸液芯芯体结构是

影响均热板传热性能的主要因素。作为一种多孔结构，吸液芯体用来产生毛细压力从而驱动

冷凝液体回流到蒸发段，同时有效地将液体扩散到蒸发段的各个蒸发/沸腾位点[7, 8]。当吸液

芯产生的毛细压力无法驱动足够的冷凝液回流时，就会导致蒸发段芯体的局部蒸干及更进一

步的全部蒸干，此时均热板内相变停止，常常伴随着蒸发段温度的骤然上升。为实现较低的

传热热阻及较高的传热极限，吸液芯体应具有高的毛细压力、高等效热导率和高渗透率。传

统的芯体结构包含烧结粉末型芯体、沟槽型芯体、丝网型芯体等。烧结芯体一般具有较高毛

细力和等效热导率，但是其渗透率很低；沟槽芯体则有较高的渗透率，但是毛细力很小；丝

网型吸液芯的渗透率和毛细力则介于上述两者之间，但其传热性能较差[9-12]。同时，在特定

的芯体结构中，渗透率和毛细压力是相互竞争的物理量，一般来说，毛细压力随着多孔芯体

孔隙率的降低和有效孔径的减小而增加，但此时渗透率则会降低[7]。针对均热板芯体结构展

开设计并进行优化及传热传质特性研究成为强化均热板传热性能、提高传热极限的有效手

段。随着微纳加工及表面改性技术不断取得新进展，构建并定量调控微纳尺度多孔结构吸液

芯以实现高效相变传热及液体输运成为强化均热板传热性能的又一重要方向。Cai 等[13]在硅

均热板的蒸发段表面加工直径为 10 μm 圆微柱阵列来产生较高的毛细压力，在冷凝段表面

采用采用边长为 200 μm 的方微柱阵列芯体来提供较高的渗透率，并结合微沟槽来作为支撑

结构及提供额外的毛细压力，使用乙醇作为工作流体，当散热量为 10 W 时，等效热导率达

到最高为 2500 W/m· K。Nam 等[14]通过毛细率上升实验探究了超亲水铜微柱阵列的毛细能

力，其结果表明表面改性纳米结构在几乎不影响渗透率的情况下显著提高了微柱阵列的芯吸

1 本研究得到国家自然科学基金（编号：52176087）资助



性能。Yang 等[15]通过微机电技术制造了微针肋及微针肋阵列来强化直角微沟槽的毛细性能，

结果表明该均热板具有良好的传热性能，含有微针肋阵列的均热板能够在反重力情况下正常

运行。Zeng 等[16, 17]在 V 型微沟槽内加工中心空腔，这种空腔能够提升芯体毛细压力，同时

提供了更多的沸腾核化点，从而在低热流密度条件下即可诱导核态沸腾，从而提高均热板传

热效率和极限。Luo 等[18]设计了一种具有仿生铜森林芯体的超薄均热板，通过简单的一步电

沉积法制备了具有 Ω 形微通道森林状芯体，与烧结芯体相比这种新型芯体具有良好的芯吸

性能，该均热板具有优良的等效热导率及温度均匀性。Sun 等[19]测试了一种以超疏水表面代

替有芯表面作为冷凝段的均热板，蒸汽在超疏水表面珠状冷凝并回流，与铜板及传统均热板

相比，这种均热板具有更低的总热阻与更优异的均温性。

图 1 典型的均热板结构及工作原理示意图

上述研究表明，微纳尺度多孔结构一般具有更小的孔径，可以产生更高的毛细压力，同

时，规则的多孔结构由于具有较小的迂曲度因此往往表现出更高的渗透率，微纳尺度规则多

孔结构可望进一步强化均热板传热性能。本文设计制备了一种新型均热板：超亲水处理自组

装微纳尺度铜反蛋白石结构作为蒸发段芯体以强化蒸发；化学刻蚀及表面修饰的微纳尺度超

作为疏水冷凝段表面，从而实现高效的珠状凝结及自发的跳滴回液。该均热板可望具有优异

的传热及均温性能。

1 均热板制作

1.1 蒸发段表面改性反蛋白石结构

反蛋白石芯体是通过在由粒径为 5 μm 的聚苯乙烯微球组成的模板孔隙中电沉积铜来制

造的。芯体制造流程可以分为微球沉积、模板烧结、铜质电镀、模板溶解四个步骤。

（1）微球的沉积与自组装：制备聚苯乙烯微球/水悬浊液并超声乳化使微球均匀分散；

然后移取悬浊液滴覆到蒸发段铜板表面，在鼓风干燥箱内干燥使悬浊液内的水分蒸发。在此

过程中，微球在毛细力、布朗力、重力及浮力的共同作用下自组装为面心立方结构即蛋白石

结构。

（2）模板烧结：水分全部蒸发后，将含有蛋白石结构的铜板取出，放入真空干燥箱内

进行烧结；保温 90 min 后关闭加热，样件进行退火处理即随箱冷却至室温。

（3）铜质电镀：以 CuSO4+H2SO4 为电镀液，程控直流电源为电镀电源，待镀的样件连

接电源负极作阴极，粗铜连接电源正极做阳极，铂电极分别作为工作电极及对电极。电镀过

程持续 120 min，形成厚度为 100 μm 的镀层。

（4）模板溶解：将样件置入丙酮中放置 48 h 以溶解 PS 模板，溶解完全后分别用丙酮、

乙醇、去离子水浸泡 30 min，即可得到铜反蛋白石结构。

(a) 微球沉积与自组装 (b) 模板烧结 (c) 铜质电镀 (d) 模板溶解



图 2 反蛋白石结构制备流程

由于水在光滑铜表面接触角约为 90°，为提高铜反蛋白石结构对水的润湿性，需对其进

行表面改性处理。将样件置入 NaOH+(NH4)2S2O8 溶液中，在水浴加热条件下反应 30 min，
在结构表面覆盖薄层 CuO 纳米结构。图 3 (a)-(b)给出了所述表面改性铜反蛋白石结构的微

观形貌，很明显是一种相对有序的多孔铜结构，由于该结构是微球模板的负模，因此具有双

孔径的特点，即大孔为微球的粒径，为 5 μm，小孔为烧结颈的尺寸，约为 1.57 μm。同时，

刻蚀过程在反蛋白石结构表面形成了纳米草结构，能够有效增加结构表面粗糙度，从而对于

亲水表面提高其润湿性能。为表征其润湿性，使用座滴法进行接触角的测量，测量过程中液

滴体积为 2 μL。铜反蛋白石结构改性前，液滴钉扎在表面没有扩散，改性后液滴迅速被吸收

并扩散成薄膜，如图 3 (c)-(d)所示。

(a) 反蛋白石表面形貌 SEM (b) 双孔径特点及纳米草结构

(c) 水-未改性铜反蛋白石表面润湿性 (d) 水-改性铜反蛋白石表面润滑性

图 3 表面改性反蛋白石结构形貌及润湿特征

1.2 冷凝段表面超疏水改性

为了实现蒸汽在超疏水表面的珠状凝结及自发的跳离[20]，本文通过化学刻蚀与表面改

性制备超疏水表面。将清洗后的铜板放置在 NaOH+(NH4)2S2O8 溶液中水浴加热条件下刻蚀

8 min，取出后用去离子水冲洗刻掉刻蚀液体。然后在鼓风干燥箱中继续氧化 1 h。冷却后将

样件放入 1-十二烷基硫醇/乙醇溶液中浸泡 15 min，最后在真空干燥箱中干燥 120 min，即可

得到所需超疏水表面。如图 4 所示，刻蚀在光滑铜表面形成了微米花及纳米草结构。由于超

疏水表面的超低粘附性，因此使用体积为 4 μL 的液滴进行接触角测量，测量结果显示液滴

在超疏水表面形成的接触角为 169°。



(a) 超疏水表面形貌 SEM (b) 超疏水表面接触角

图 4 超疏水表面结构形貌及润湿特征

1.3 均热板制作

如图 5 所示用两块厚度为 3 mm、有效芯体截面为 45 mm× 80 mm 的铜板作为壳体，表

面改性反蛋白石结构和超疏水微纳表面加工到铜板内表面分别作为蒸发段和冷凝段，厚度为

1 mm 的铜框，两铜板通过螺栓连接形成三明治结构，并使用 Torr Seal @ Agilent 实现良好

密封。冷凝段两端引出外径为 3 mm 的不锈钢管分别与卡套阀门连接，其中三头球阀的一端

连接注射器和真空泵，两头球阀的一端连接压力计，从而可以实现注液、抽真空及封装。本

研究选用去离子水作为工质，50%的充液率进行传热性能研究。

图 5 均热板制造装置

2 实验系统与方法

2.2 实验系统

如图 6 所示，均热板被固定在加热器和水冷板之间，热量由含有四只筒式电阻加热器的

加热段传导到蒸发段底面中心，加热段横截面为 Φ10 mm 的圆。均热板冷凝段上表面与铝制

水冷块连接，并通过螺栓压紧。为了减小接触热阻，层间涂有导热系数为 6.5 W/(m· K)的导

热硅脂。上述设备均使用 PTFE 进行包覆以减小漏热损失。



图 6 实验系统示意图

设置 21 支 K 型热电偶组成温度测量系统，如图 7 所示。热流密度及热流量通过傅里

叶导热定律计算，TC1-TC3 三支热电偶间隔 5 mm 被固定在加热段圆柱的中心，计算所得

的热流量与程控电源输出的功率进行比较，偏差约为 13.3%且几乎保持不变。TC4-TC12 及

TC13-TC21 分别布置在蒸发段及冷凝段。

图 7 测温系统及热电偶阵列

2.2 数据处理与误差分析

均热板的热阻可以分为传热热阻及均温热阻 RTU，传热热阻包括扩散热阻 RES、一维热

阻 R1D、总热阻 RVC，同时引入面积热阻 r 来评估高热流密度时均热板的传热性能。
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其中， ܶ_୫ ୟ୶， ܶ_ୟ୴分别为蒸发段最高温度和平均温度； େܶ_୫ ୟ୶， େܶ_୫ ୧୬， େܶ_ୟ୴分别为冷凝

段表面最高温度，最低温度和平均温度；ܳ为根据傅里叶导热定律计算所得的热流量；A୦为

加热段横截面积。

测试误差主要来源于热电偶测温误差。所用 K 型热电偶测量精度为 0.15°C，根据误差

传递公式，假设݂= …ݖ,ݕ,ݔ݂) )，则
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计算可得本研究中各关键物理量的不确定度

表 1 不确定度分析 0.3/1.732

物理量 不确定度

ܶ_୫ ୟ୶， େܶ_୫ ୟ୶， ܶ_୫ ୧୬， େܶ_୫ ୧୬ ±0.150°C

ܶ_ୟ୴， େܶ_ୟ୴ ±0.050°C



ݍ，ܳ ±0.310%
ܴ ±11.5%
ܴୗ ±3.35%
ܴଵୈ ±0.77%
ܴେ ±2.86%

3 结果与讨论

由于 PTFE 的使用温度极限为 240℃，所以本文中功率最大为 220 W。在整个测试过程

中，水冷系统的循环冷却水温度为 20.0 °C、流量为 13.4 L/min。
3.1 传热特性及热阻分析

图 8 为均热板热阻及冷凝面最大温差随热流量的变化曲线。总体来讲，扩散热阻，一维

热阻及总热阻随着热流量的增加而下降，分别在 157 W 时达到最小值，在 104 W 时呈现阶

跃下降。均温热阻同样在 104 W 时呈现阶跃下降，在低于 104 W 时随着热流量的增加而稍

微增加，在高于 104 W 时则几乎保持不变。

(a) 传热热阻随热流量变化 (b) 均温热阻及冷凝面最大温差随热流量变化

图 8 均热板热阻及冷凝面最大温差随热流量变化曲线

均热板的传热性能的变化主要受到其内部相变方式在不同热流密度下转变的影响。图 9
分别展示了均热板面积传热热阻及热源面最高温度随着热流密度的变化曲线。整体来讲，可

以将均热板内工质相变分为蒸发主导阶段、蒸发-沸腾共存阶段及核态沸腾主导三个阶段。

(a) 面积传热热阻随热流密度变化 (b) 热源面最高温度随热流密度变化

图 9 均热板面积传热热阻及热源面最高温度随热流量变化曲线

（1）当热流密度小于 109 W/cm2 时，即图 9 (b)中Ⅰ区域。此时均热板腔体内工质相变处于

蒸发主导阶段，蒸发热阻较高，均热板传热热阻相对较高。随着热流密度的增加，更多工质



参与相变，液膜厚度降低，液膜导热热阻降低，均热板传热热阻降低；工质相变的质量流量

增加，蒸汽在腔体内的运动速度及压降增加，饱和状态下蒸汽温度下降更多，导致均温热阻

缓慢增加。在这一阶段，热源中心温度随热流密度增加而明显增加。

（2）当热流密度大于 109 W/cm2 小于 156 W/cm2时，即图 9 (b)中Ⅱ区域。均热板内工质开

始核态沸腾，此时工质相变处于蒸发和沸腾的共存阶段。开始核态沸腾后，由于沸腾的传热

系数远大于蒸发的传热系数，因此均热板传热热阻显著降低。均温热阻降低可能是由于气泡

破裂带来动能或者是更广泛的蒸发/沸腾使蒸汽运动距离变短而导致压降降低。此时热源中

心温度随着热流密度的增加不增反降，表明沸腾导致均热板传热效率的大幅增强。

（3）当热流密度大于达到 156 W/cm2时，即图 9 (b)中Ⅲ区域。此时均热板内部进行着剧烈

的沸腾，相变处于核态沸腾主导地位。此时随着热流密度的增加，均热板传热热阻缓慢减小，

这是由于随着热流密度的增加，工质过热度增加，沸腾更加剧烈，传热更加有效，导致热阻

降低。此时均温热阻几乎不发生变化。

值得指出，在本研究的热流密度范围内并没有发生芯体的局部蒸干现象或膜态沸腾现象，

说明均热板临界热流密度大于 244 W/cm2、传热能力大于 191 W。

图 10 展示了均热板作为冷却系统时温度分布随热流密度变化的关系。在整个测试过程

中，蒸发段最高温度为 64.1 ℃，低于芯片失效温度。随着热流密度的增加，冷凝段表面最

大温差为 5.73 ℃，相比蒸发段最大温差 25.5 ℃降低了 77.5 %，说明该均热板能够有效地将

热量扩散到冷凝段。

图 10 均热板温度分布随热流密度变化曲线

3.2 综合性能评估

下表 2 及图 11 分别展示了本文均热板与其他结构均热板[19, 21-25]的结构及性能比较。总

体来说，本文研究均热板由于铜板较厚导致总热阻相对较高，但具有更高的传热极限。

表 2 本文研究均热板与其他均热板结构比较

均热板 蒸发段结构 冷凝段结构

本文研究 超亲水铜反蛋白石 超疏水铜

[21] 烧结铜粉 烧结铜粉

[19] 双粒径烧结铜粉 超疏水铜

[23] 泡沫铜 泡沫铜

[24] 烧结铜粉复合芯体 烧结铜粉复合芯体

[25] 沟槽丝网复合芯体 沟槽丝网复合芯体



[22] 压缩泡沫铜 泡沫铜

图 10 本文研究均热板与其他均热板的性能比较

4 结论

本文设计制作了一种以表面超亲水改性铜反蛋白石吸液芯均热板，并对其扩散热阻、

一维热阻、总热阻、均温热阻及传热极限等进行了实验研究，结果表明：

（1）该均热板能够将提供超过 244 W/cm2 的高热流密度散热能力，最低总热阻为

0.145 ℃/W，最低均温热阻为 0.0267 ℃/W。

（2）与蒸发段表面温度相比，该型均热板将冷凝段表面温差降低了 77.5 %，能够在高

热流密度条件下将热点温度控制在 64.1 °C 以内。

（3）该均热板内工质相变可以分为蒸发主导区、蒸发-沸腾共存区及核态沸腾主导区三

个阶段。
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摘要：本文采用一种简便低廉的高温氧化工艺，制备了三种不同孔径的超亲水泡沫镍表面，实现了液

滴在数十毫秒内的超快渗透，有效将 Leidenfrost 温度提升至 500℃以上。泡沫镍的超亲水性、高孔隙率

和大孔径是产生这些优异性能的主要原因。本文阐明了孔径和表面温度对液滴渗透行为和传热特性的

影响机理，研究发现，中等孔径更有利于液滴快速渗透。此外，由于有效导热系数和比表面积之间的竞

争关系，孔径在高温工况下对热流密度的影响可以忽略不计。

关键词：超亲水泡沫镍，液滴渗透，Leidenfrost 效应，强化传热

0 前言

随着大功率电子元件的不断产生、电子器件的小型化和集成化，自然对流等传统冷

却方式已经无法满足日趋增长的散热需求，探索更高效的新型冷却技术成为当前面临的

主要挑战。喷雾冷却是通过喷嘴将冷却工质雾化成小液滴，均匀喷射到热表面，利用相

变换热和强迫对流来带走热量。喷雾冷却能够提供高达 1000 W/cm2 的超高临界热流密

度，并具备温控性好、所需工质流量小等优势[1]。因此，喷雾冷却在高热通量电子设备

的冷却上展现出较好的潜力，引起了广泛的关注。然而，当表面温度高于某一临界值时，

液滴迅速的气化将在液体和固体之间产生一层连续、稳定的蒸汽薄层，这就是著名的

Leidenfrost 现象，出现这一现象的临界温度也被称为 Leidenfrost 温度。由于蒸汽层的热

阻很高，Leidenfrost 现象会导致喷雾冷却的换热能力显著恶化[2,3]。研究发现，当

Leidenfrost 效应出现时，热流密度从 150~200 W/cm2降至 20~50 W/cm2[4]。因此，在金

属合金淬火、核燃料棒冷却和电子设备的热管理等领域均不希望出现 Leidenfrost 效应[5-
9]。

在过去几十年里，研究人员投入了大量的精力来抑制 Leidenfrost 效应。为了实现这

一目标，已经尝试了各种方法，包括表面改性、微纳表面结构设计、添加表面活性剂、

施加电场等[10-13]。在这些方法中，微纳结构表面被认为是提高 Leidenfrost 温度的最佳

方式，因为它们能够有效地调节蒸汽和液体的动态行为。不同尺度的表面结构在抑制

Leidenfrost 效应上发挥着不同的作用。纳米结构[14-18]主要通过纳米级孔隙强大的毛细
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力锁住更多的液体，而微结构[19-22]主要通过提供更高的渗透率降低液滴所受的蒸汽压

力。然而，单凭纳米结构或微结构很难将 Leidenfrost 温度超过 500℃。此外，文献中报

道的大多数微纳结构表面均由硅基材料制成，种类相对单一，如硅纳米线[16-18]和硅微

柱阵列[20-22]，这严重限制了它们在需要具有高导热性和优异机械性能的钢铁和航空航

天等工业领域的应用。分层结构表面将纳米结构的毛细效应和微米结构的蒸汽疏散优势

相结合，在抑制 Leidenfrost 效应方面表现出非凡的性能。Farokhnia 等人[23]提出了一种

多尺度解耦分层结构，由阳极氧化铝纳米膜组装在深微柱结构顶部，将 Leidenfrost 温度

提高至 570℃以上。最近，Jiang 等人[24]设计了一种由钢柱阵列和嵌入式纳米级二氧化

硅纤维膜组成的结构热装甲，显著抑制了 Leidenfrost 效应，最高可达 1150℃以上。然而，

制备这些分层结构表面是复杂的，因为需要将不同尺度的结构表面通过烧结等工艺紧密

结合在一起，从而对表面材料提出了较高要求。

综上所述，单一尺度的结构表面无法有效解决超高温表面的 Leidenfrost 效应，分层

结构表面的制备工艺复杂并且对材料的要求较高。由于具备高导热系数、超高孔隙率以

及大比表面积，通孔泡沫金属被认为是强化相变传热最有前途的材料之一[25-27]。此外，

泡沫金属的结构骨架能够提供天然的、互相连通的蒸汽疏散通道，而大量的微孔则通过

毛细芯吸作用防止液滴脱离表面。因此，具有复合功能的泡沫金属有望突破已知单一尺

度结构表面的 Leidenfrost 温度极限。然而，尚未有学者在公开发表的文献中对泡沫金属

在抑制 Leidenfrost 效应方面开展研究。

因此，本文通过简便低廉的高温氧化方法制备了超亲水泡沫镍表面，在不同孔径参

数和表面温度工况下，系统研究了液滴撞击泡沫镍表面的渗透行为和传热特性。结果表

明，超亲水泡沫镍表面能够实现数十毫秒内的超快液滴渗透，有效将 Leidenfrost 温度提

高到 500℃以上，从而证实了泡沫金属在抑制 Leidenfrost 效应上的显著优势。此外，本

文通过压力平衡和传热学方法，建立了相应的理论模型，揭示了超亲水泡沫镍抑制

Leidenfrost 效应及其传热特性的内在机理。

1 实验方法

1.1 超亲水泡沫镍的制备

本文采用三种不同孔密度的通孔泡沫镍（35PPI，75PPI 和 110PPI）来研究孔径对液

滴渗透和传热过程的影响。其中，PPI 代表单位英寸长度上的孔数，泡沫镍的大小为

20mm×20mm×2mm。简单起见，本文将三种泡沫镍分别重新命名为NF35，NF75和NF110。
通过同等体积的泡沫镍和实心镍的质量比，测量得到了泡沫镍的孔隙率 ε约为 0.97。相

比于常规多孔表面（ε一般不超过 0.6），泡沫镍的孔隙率是相当高的[28-31]。通过图 1(a)
展示的泡沫镍扫描电镜图像，NF35，NF75 和 NF110 的平均孔径 dp 分别约为 718±122
μm，308±63 μm 和 205±49 μm。图 1(b)展示了液滴在三种泡沫镍上的平衡接触角 θe，对

于 NF75 和 NF110，θe 分别为 118°和 110°，泡沫镍的疏水性不利于液滴快速渗透进入泡

沫镍。为了提高润湿性，采用简单的高温氧化工艺，在无需其他处理的情况下制备了超

亲水泡沫镍。在典型的制备工艺中，原始的泡沫镍在常温下加热至 500℃，持续 10 分钟，

观察到在高温处理后，原始的银灰色泡沫镍变黑，这是因为高温加热在泡沫镍表面上形

成了一层氧化镍 [32]。高温处理后的泡沫镍在室温下空气淬火，最终得到超亲水泡沫镍。



图 1(c)显示了高温氧化后的泡沫镍和实心镍表面上液滴的平衡接触角。观察到液滴完全

渗透到泡沫镍的微孔中，θe 接近于零，而在实心镍表面上，θe 从 67° 降至 5° ，进一步

证实高温处理可以提高润湿性。此外，如图 1(d)中更高倍率的扫描电镜图像所示，高温

处理在泡沫镍的骨架上产生了纳米皱纹状的氧化镍层，这些纳米皱纹是表面呈现超亲水

性的根本原因。

NF35 NF75 NF110

θe = 0° θe = 0°

θe = 118° θe = 101°

θe = 0°

θe = 31°

泡沫镍

(a)

(b)

θe = 5°

θe = 67°

(c)

原始

实心镍

处理后

(d) 原始 处理后

5 μm 3 μm

图 1 (a)原始泡沫镍的低倍率扫描电子显微镜图像，比例尺为 0.5 mm。(b)原始和(c)高温氧化处理的泡沫

镍和实心镍表面上液滴的平衡接触角。(d)高温氧化处理前后泡沫镍骨架的高倍率扫描电子显微镜图像。

1.2 实验装置与实验工况

本文采用的高速成像系统和高温加热装置如下所述。简单来说，使用了 3×100 W 的

筒式加热器来加热被测试样品，表面温度使用放置在样品顶部的 K 型热电偶进行测量。

最大加热温度控制在 500℃左右，因为当温度达到 600℃时会对泡沫镍造成损伤。在每次

实验中，从注射器中生成一个初始半径为 R0 = 1.38±0.03 mm 的水滴，并从初始高度 h0 ≈ 

11.8 mm 的位置释放。水滴以固定的撞击速度 U0 ≈ 0.48 m/s 和固定的韦伯数 We ≈ 8.7 撞

击基板。这里， 2
0 02 /We U R  表示惯性力和毛细力的比值，其中 ρ = 998 kg/m3 和 γ =

72.8 mN/m 分别是室温下水的密度和表面张力[33]。采用高速摄影机(Phantom, VEO1010)
以 1000~8000 帧/秒的速度从侧面和顶部视角捕捉液滴碰壁后的过程。在饱和温度下，水

的物理性质如下所示：对于蒸汽，导热系数 kv = 0.025 W/(m·K)，密度 ρv = 0.598 kg/m3，

动力粘度 μv = 1.23×10-5 Pa·s；对于液体，导热系数 kl = 0.679 W/(m·K)，密度 ρl = 958.35
kg/m3，动力粘度 μl = 2.86×10-4 Pa·s，表面张力 γlv = 58.8 mN/m，汽化潜热 hlv = 2257
kJ/kg[34]。
2 结果与讨论

2.1 液滴撞击泡沫镍的渗透特性

图 2 展示了在四种不同表面温度下（Ts = 200℃、325℃、385℃和 500℃），液滴在

三种超亲水泡沫镍表面（NF35、NF75 和 NF110）上的渗透行为。值得注意的是，即使

在 500℃的高温下，液滴也完全渗透进入泡沫镍中，没有观察到 Leidenfrost 现象，如图

2(d)所示。如图 2(a)所示，在 Ts = 200℃时，泡沫镍表现出较强的渗透能力，液滴在 6 ms
内渗透进入泡沫镍中，且孔径大小对渗透时间的影响较小。渗透时间定义为液滴从刚接



触泡沫镍表面到完全渗透进入泡沫镍的时间间隔。随着表面温度的升高，强烈的气泡成

核引起了更高的蒸汽压力，阻碍了液滴的渗透。因此，较高的表面温度使液滴需要更长

的时间才能渗透到泡沫镍中[见图 2(b)-(d)]。特别是当 NF110 加热到 385℃时，由于

Rayleigh-Plateau 不稳定性[35]，14.13 ms 时出现射流夹断现象，这导致一个子液滴从射

流顶部喷出。这种夹断现象阻碍了液滴渗透，因为喷出的子液滴只能依靠重力返回基底，

而泡沫镍的毛细力无法作用于空中的子液滴。从图 2 中还可以发现，即使在高达 500℃

的表面温度下，渗透时间仅为几十毫秒，这比先前的工作快 1 到 2 个数量级[23,24,36-
40]。这种超快速渗透可以归因于数百微米的、相互连接的孔隙和超高的孔隙率，这些因

素显著提高了渗透性，促进了蒸汽排放，减小了流动阻力。此外，泡沫镍的超亲水性增

强了毛细力，有助于通过毛细作用芯吸更多液体。

图 2 三种超亲水泡沫镍表面上的液滴渗透行为，(a)Ts = 200℃，(b)Ts = 325℃，(c)Ts = 385℃，(d)Ts =

500℃。比例尺为 3.0 mm。

图 3(a)展示了渗透时间 tp与表面温度 Ts之间的关系，如图 3(a)所示，当 Ts低于 215℃

时，tp在 5.8 ms 左右维持恒定。然而，当 Ts超过 215℃时，tp随 Ts呈近似线性增加，并

且孔径对 tp的影响逐渐变得明显。因此，基于渗透时间的变化，泡沫镍的渗透特性在不

同的温度范围内由不同的机制控制。图 3(b)展示了在 NF35 上液滴高度 hd随时间的演变

规律。如图(b)所示，当 Ts<215℃时，hd从 2R0线性减小到 0，且不受表面温度的影响。

此外，实验渗透时间与估计值 2R0/U0=5.75 ms 非常吻合，表明在第一种机制下渗透过程

完全由惯性力主导，而蒸汽压力和流动阻力对 tp的影响可以忽略不计。因此，本文将第

一种机制定义为惯性区，在图 3(a)中用黄色突出显示。

与第一种机制相比，在第二种机制下 hd的变化是非单调的，这是由于液滴底部的蒸

汽压力更强造成的。具体而言，在短暂的线性减小后，hd的减小速率逐渐减缓。在这个



阶段，一部分初始动能转化为表面能，剩下的被粘性力和蒸汽阻力耗散。随着储存的表

面能的释放，hd反向增加并达到峰值。观察到这个峰值高度随着 Ts的增加而增加，这是

由于较强的蒸汽压力阻碍了液滴渗透并增强了液滴伸长。最后，hd 从峰值减小到零，hd

的减小速率与孔径密切相关。这意味着第二种机制的渗透过程受毛细力控制。因此，本

文将第二种机制定义为毛细区，在图 3(a)中用绿色突出显示。

如图 3(a)所示，与 NF35 和 NF75 相比，NF110 的 tp 和 Ts 之间的关系不是严格的线

性关系。在 Ts > 385℃时，NF110 的夹断现象导致 tp 的增加更加显著。相比之下，即使

在更高的温度（约 500℃）下，NF35 和 NF75 上也没有观察到夹断现象[见图 2(d)]。此

外，如图 3(a)所示，NF75 表现出最短的渗透时间，表明始终的孔径对于减少 tp 更有效。

从定性角度来看，过小的孔径导致渗透率不足，而过大的孔径抑制毛细芯吸。这两个极

端情况都不利于液滴快速渗透。
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图 3 (a)渗透时间 tp与表面温度 Ts的关系，其中黄色标记的为惯性区，绿色标记的为毛细区；(b)NF35 表

面上液滴高度 hd随时间的演变规律，黑色虚线为惯性区实验点的拟合曲线。

2.2 压力平衡

根据图 4(a)中所呈现的示意图，泡沫镍抑制 Leidenfrost 效应的能力取决于毛细压力

Pc 和蒸汽压力 Pv 的平衡。当促使液滴渗透的毛细压力超过抵抗液滴渗透的蒸汽压力时，

液滴完全渗透进入泡沫镍中，不会观察到 Leidenfrost 现象。否则，液滴会被向上的蒸汽

力抬升，并悬浮在一个稳定的蒸汽层上。具体来说，由毛细效应引起的毛细压力表示为

Pc = 2γlvcosθe/dp [20,23]，其中 θe = 5°是高温氧化的实心镍表面上的液滴平衡接触角[见图

1(c)]。这表明，泡沫镍的高温氧化处理是必要的，因为超亲水性有助于增强毛细压力。

在这项工作中，重力的影响被忽略，因为重力压力（Pg = 4ρlgR0/3）的数量级约为 101 Pa，
远小于数量级约为 102 Pa 的毛细压力。此外，根据达西定律，蒸汽压力被表达为 Pv =
μvUL/K [15,41,42]，其中 U 代表蒸汽速度，L 代表泡沫镍的宽度（也是蒸汽流的特征长

度），K 代表渗透率。

假设泡沫单元具有近似十二面体的形状，Calmidi 等人[43]提出了渗透率的半经验关
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  ，该模型后来被 Yang 等人[44]通过实验验证。

表征阻力大小的骨架直径 df 与孔径 dp 之比可以通过 2
f p 1.18 1 3d d G   确定，其中

 1 0.041G e
 

  是一个形状参数，它解释了在较高孔隙率下骨架直径的增加。通过平衡蒸

汽质量流量 ερvUλR0和液滴蒸发速率 qR0
2/hlv，蒸汽速度 U 可以表示为通过 qR0/ερvλhlv进

行缩放[20,24,41]，其中 q 表示热流密度，λ表示泡沫镍的厚度。由于传递给液滴的热量

主要来自热传导，热流密度可以表示为 q = ΔTs/Rth，其中 ΔTs为过热度，Rth = λ/keff为导

热热阻[23]。根据每种物质的体积分数，可以通过 keff = εkf +(1－ε)ks来估计有效导热系数

[45]，其中 kf = (kv+kl)/2 为填充流体在 t = 0 和 t = tp时的平均导热系数，而 ks ≈ 80 W/(m·K)

为加热的镍材料的导热系数。因此，蒸汽压力表示为
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2

v lv
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k R L T
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式(1)表明，增加孔径和孔隙率有助于降低蒸汽压力。前者提高了舌头捋，而后者降

低了有效导热系数并提供了更高的渗透率。文献中已有的多孔表面的最大 Leidenfrost 温
度约为 350℃ [28,31,42,46]，这是因为它们的孔径和孔隙率均十分有限，相比之下，泡沫

镍在提高 Leidenfrost 温度方面表现出卓越的性能。图 4(b)中展示了毛细压力与蒸汽压力

的比值（Pc/Pv）随表面温度变化。即使在超高温环境下（1000℃），Pc仍大于 Pv。然而，

超亲水泡沫镍究竟能否实现如此高的 Leidenfrost 温度，还需要进一步的实验验证。值得

注意的是，尽管 Pc和 Pv随着孔径增加而减小，但 Pv的减小幅度大于 Pc，因为 Pv ~ 1/dp
2，

而Pc ~ 1/dp。因此，Pc/Pv随着孔径增大而增加，这表明较大的孔径更有助于抑制Leidenfrost
现象。

图 4 (a)渗透液滴及毛细压力和蒸汽压力平衡的示意图；(b)毛细压力与蒸汽压力之比 Pc/Pv 与表面温度

Ts的关系。

2.3 传热分析

为了研究泡沫镍的微孔如何影响液滴传热特性，本文还在高温氧化的实心镍表面上



进行了液滴撞击实验。图 5(a)展示了固体镍表面上液滴寿命 tlt 和平均热流密度(q =
mdhlv/πR0

2tlt)随表面温度的变化情况，其中用不同颜色突出显示了四种传热机制。在这里，

tlt 被定义为液滴与表面初次接触到液滴完全蒸发之间的时间间隔，常用于表征表面的散

热能力，而 md表示液滴质量。需要注意的是，实心镍表面的液滴寿命和平均热流密度的

曲线与文献中常见的平坦表面相一致[15,16]。具体而言，tlt 首先下降到最小值，而 q 在

Ts≈165℃处达到临界热流密度 9.4 MW/m2。随着液滴下方接触面积减小和蒸汽分数增加，

tlt 在过渡沸腾区内随着 Ts 显著增加，最终在约 235℃时达到约 71 秒的最大值，这是

Leidenfrost 效应的标志。与此同时，由于蒸汽层隔绝了从基底到液滴的热传递，q 下降了

约两个数量级。在膜态沸腾区，由于液滴和表面之间的温差增加，tlt 缓慢下降，而 q 缓

慢增加。

图 5 (a)实心镍表面和(b)泡沫镍表面的液滴寿命 tlt和平均热流密度 q 随表面温度的变化情况。实心镍表

面上观察到四种传热机制：(I)液膜蒸发，(II)核态沸腾，(III)过渡沸腾，(IV)膜态沸腾，而泡沫镍表面上

只观察到液膜蒸发和核态沸腾两种传热机制。

为了准确确定可渗透的泡沫镍表面上的液滴寿命，需要使用俯视高速摄像以测量液

滴的蒸发时间。在渗透过程的初始阶段(Ts = 500℃)，大量雾化微液滴被喷射出来。随后，

在泡沫镍内观察到剧烈的气泡生长和破裂。液滴寿命对应于阴影区域（润湿区域）消失

的时刻，如图 6 中的虚线圈所示。三种泡沫镍的液滴寿命和平均热流密度与表面温度的

关系展示在图 5(b)中。与实心镍表面相比，液滴寿命和热流密度分别随着 Ts的增加而单

调减小和增加。在高过热度下，tlt 的减小速率非常小，因为高表面温度导致更多的气泡

被困在泡沫镍内，限制了对液滴的传热。此外，传热机制仍处于液膜蒸发和核态沸腾阶

段，在高达 500℃的温度下仍未转变为过渡沸腾阶段。值得注意的是，这个观察结果类

似于 Jiang 等人[24]之前的研究中报告的结果，其中实现了 1150℃的超高 Leidenfrost 温
度。然而，在低过热度下，泡沫镍的热流密度比实心镍表面要低得多，这是由于高孔隙

率引起的低导热系数造成的。在高过热度下，尤其是对于实心镍表面膜态沸腾区的温度

范围，泡沫镍的液滴寿命大约保持在 3 秒左右，比实心镍表面的液滴寿命小一个数量级。

这种传热改善归因于泡沫镍的强毛细力、高渗透率和高孔隙率，它们有利于增强固液接

触并降低蒸汽压力。
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图 6 三种超亲水泡沫镍表面(a)NF35，(b)NF75 和(c)NF110 上液滴传热特性的俯视图像（Ts = 500℃）。

虚线表示润湿区域，比例尺为 3.0 毫米。

下面我们分析孔径对泡沫镍传热的影响。根据传热学理论，传递给液滴的总热量可

以表示为 keffSvVdΔTs/λ，其中 Sv 表示比表面积，Vd 表示液滴体积。有效热导率可以通过

keff = εvkv+εlkl+(1－ε)ks 来确定，其中 εv 和 εl 分别表示泡沫镍中蒸汽和液体的平均体积分

数，满足 εv+εl = ε。Liu[47]提出了一个半经验模型来预测泡沫镍的比表面积，其表达式为

Sv = 128.2[(1－ε)0.5－(1－ε)]/dp(1－ε)1.41，并且与实验结果吻合良好。在本研究中，三种泡

沫镍的孔隙率相同，因此随着孔径的减小，Sv增加。在低过热度下，活跃的成核点较少

且气泡密度较低，与 εl相比，εv要小得多，因此不同孔径的泡沫镍之间的 keff差异可以忽

略不计。这表明传热性能主要取决于 Sv。因此，减小孔径会导致液滴寿命略微减少，并

且在低过热度下热流密度略微增加，如图 5(b)所示。然而，在高过热度下，发现液滴寿

命和热流密度与孔径无关，本文将这种现象归因于比表面积和有效热导率之间的竞争关

系。随着表面温度升高，气泡成核变得更加剧烈，较小的孔径降低了渗透率并增加了蒸

汽气泡的排出阻力，将更多的气泡困留在泡沫单元中。这导致 εv 增加，进而使得 keff 减

小。因此，较高的比表面积对强化传热的正效应被较低的有效导热系数抵消，导致具有

不同孔径的泡沫镍之间的热流密度相近。

在上述研究内容的基础上，本文还开展了拓展性的研究工作。如图 7(a)所示，除泡

沫镍表面外，泡沫铝表面在高温工况下也具备使液滴快速渗透和有效抑制 Leidenfrost 效
应的能力，这表明泡沫金属的性能基本不受材料属性的影响，有助于其在工业领域的应

用。此外，如图 7(b)和(c)所示，在不同液滴尺寸和撞击速度的实验参数下，均未在 NF75
表面上观测到 Leidenfrost 现象，这在一定程度上表明本文的研究结果能够适用于多种研

究工况。
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图 7 (a)Ts = 475℃时，95PPI 泡沫铝表面上的液滴渗透行为(U0 = 0.43 m/s，R0 = 1.45 mm)。Ts = 500℃时，

NF75 表面上的液滴渗透行为(b)U0 = 0.48 m/s，R0 = 1.90 mm，(c)U0 = 0.72 m/s，R0 = 1.40 mm。

3 结 论

本文采用了一种低廉简便的高温氧化工艺来制备超亲水泡沫镍表面，系统研究了不

同孔径和表面温度下，泡沫镍表面上的液滴渗透行为和传热特性。结果表明，与文献中

已报道的多孔表面相比，泡沫镍表现出数十毫秒内的超快速液滴渗透和高于 500℃的

Leidenfrost 温度。基于毛细压力和蒸汽压力平衡的理论分析，本文发现泡沫镍表面的这

些优异性能主要源于促进毛细芯吸的超亲水性、降低有效导热系数的高孔隙率以及增强

渗透率的大孔径。其中，超亲水性增强了毛细压力，而低导热系数和高孔隙率降低了蒸

汽压力。

本文将液滴在泡沫镍表面上的渗透行为分为惯性区和毛细区。在惯性区，渗透时间

保持恒定，不受孔径和表面温度的影响；在毛细区，渗透时间随表面温度线性增加，并

且观察到了在孔径最小的泡沫镍表面上的夹断现象，这显著延迟了渗透过程。结果表明，

适中的孔径最有利于缩短渗透时间。此外，与 Leidenfrost 温度为 235℃的实心镍表面相

比，泡沫镍表面的传热机制在超过 500℃时仍处于核态沸腾区，从而导致热流密度增加

一个数量级。本文提出的传热模型揭示了在低过热度下，热流密度随孔径减小而增加的

原因是较大的比表面积；在高过热度下，比表面积与有效导热系数之间的竞争关系导致

孔径对热流密度的影响可以忽略不计。

本文的研究结果为有效抑制 Leidenfrost 效应提供了一种新策略，即使用高孔隙率和

亚毫米孔径的泡沫金属。然而，由于泡沫金属的有效导热系数较低且存在大量滞留的气

泡，因此在未来需要更多的努力以提高其临界热流密度。此外，为了扩大泡沫金属在钢

铁工业和核电厂的热管理中的应用前景，还需要提高其高温耐受性。
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摘要：海水冻结在科学和工业应用中具有重要意义，但目前对于海水冻结的微观特性缺乏深入的理解。

本文采用分子动力学方法研究了海水冻结的微观特性，研究发现在 NaCl 溶液冻结过程中，Na+和 Cl-从

冰锋处被排斥至液相中，使得液相盐度增加，直到达到该温度下的饱和浓度，并观察到了微观“盐水袋”

的形成；冰锋推进的速率及稳定值随过冷度的增加或 NaCl 溶液浓度的减小而增加。上述研究结果有助

于加深对微观海水结冰特性及机理的理解，进而推动海水冷冻脱盐等技术的发展。

关键词：海水；盐离子扩散；冻结特性；分子动力学

0 前言

地球表面覆盖了约 71%的水，其中 97.5%为海水[1]；海水（主要成分为 NaCl）冻结

是自然界中常见的现象，对于气候变化[2,3]、航海[4]、极地海冰[5]等有着重要影响。值得

注意的是，通过冻结海水进行海水淡化，即冷冻脱盐，是解决人类淡水资源短缺最有希

望的方法之一[1,6]。在冷冻脱盐研究领域，研究者们实验探究了海水的结冰[6–8]，他们主要

关注冷冻脱盐过程中产生冰的质量和效率，以及各条件下高效结晶器的设计。目前少量

实验研究关注海水液滴的结冰[9,10]，且这些研究缺乏对海水结冰微观机理的探究。虽然宏

观的实验能观测到海水冻结的现象，但由于缺乏足够的时间和空间分辨率，实验难以捕

捉海水冻结的微观特性，特别是海水冻结过程中盐离子的被排斥和掺杂，而分子动力学

方法可以弥补这些不足[11]，可以研究海水冻结的微观特性及机理。

相关分子动力学研究表明，海水中 Na+和 Cl-的存在降低了其凝固点[12,13]，从而延缓

了海水的冻结过程[14,15]，这些盐离子在海水冻结过程会被排斥至未冻结的溶液中[13,14]或

掺杂在冰中[16,17]，且 Cl-掺杂在冰中的数量大于 Na+[13,14,18]，Cl-取代水分子（取代水分子

的数量与冰的类型相关），Na+则存在于冰中的间隙位置[18]。上述研究主要关注盐离子对

于海水冻结特性的影响，而对海水冻结的微观特性则缺乏深入理解。

基于上述分析，本文采用分子动力学方法研究海水冻结的微观特性：分析海水冻结

过程中结冰占比和液相盐度的变化；探究过冷度和盐度对于冰锋推进的影响；明晰微观

“盐水袋”形成的原因。研究结果有助于加深对海水冻结微观特性的理解，推动海水冷

冻脱盐技术的发展。

基金项目：国家自然科学基金资助项目（No.51976098）
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1 方法

1.1 NaCl 溶液模型

本文采用 Molinero 等[19]发展的具有高精度低计算量的 mW-ions 模型（mW 代表单

粒子水分子，ions 代表 Na+和 Cl-），即 NaCl 溶液模型。在 mW-ions 模型中，水模型为

mW 模型（monatomic water，mW），该模型将水分子视为单个粒子，计算量少于原子模

型的 1%[20]，可准确地描述液态水，冰晶及无定型固态水中的水分子结构[20,21]。通过与实

验数据的对比，mW-ions 模型能正确地描述盐离子对水结构的影响，以及 NaCl 溶液结

构、密度、扩散系数等性质[19]。mW-ions 模型的力场公式及详细参数可参考此文献[19]。

1.2 模拟过程

本文采用由 Sandia Labs 发布的 LAMMPS[22]开源程序进行模拟。假设原子的初始速

度服从 Maxwell-Boltzmann 分布，采用 Verlet 算法[23]每隔 5 fs 求解牛顿运动积分方程，

通过 Nosé–Hoover[24]方法控制体系的温度和压力，恒温和恒压器的松弛时间分别为 0.5
ps 和 5 ps。采用 OVITO[25]和 VMD[26]软件对粒子进行可视化渲染。文中的过冷度 ΔT =
Tm - T，其中 Tm 为 mW 水模型的凝固点，T 为体系温度。采用 NaCl 溶液与六角冰 Ih共

存的方法，Ih作为触发 NaCl 溶液冻结的种子，该方法被广泛应用于结冰模拟[18,27]。各浓

度和过冷度下的 NaCl 溶液与六角冰 Ih共存的初始构型制备步骤一致：1）采用 GenIce[28]

工具构造出由 1728个mW水分子构成的六角冰 Ih，如图 1a所示。2）采用等温等压（NPT）
系综，将步骤（1）生成的 Ih在目标过冷度和大气压下（各向异性控压）平衡 50 ns，以

避免 Ih内部应力的影响。3）将步骤（2）的得到的 Ih构型沿着 Z 方向复制 4 份，得到含

6912 个水分子的结构，采用正则（NVT）系综，在 400 K 下将该结构加热 25 ns 以产生

液态水，然后根据盐度在液态水中随机插入 Na+和 Cl-，紧接着在 400 K 下将体系加热 25
ns，最后，控制体系温度在目标过冷度下，仅控制垂直于固-液界面方向的压力，压力值

为大气压，采用 NPZT 系综将体系弛豫 50 ns。4）在步骤（3）得到的 NaCl 溶液模型的

Z 方向的两端分别放置步骤（2）中得到的六角冰 Ih 模型，构成固-液共存的初始模型如

图 1b 所示。图 1b 分为三个区域：两端为冰区域，中间为 NaCl 溶液区域，左和右两条

黑色虚线分别表示左固-液界面（left solid-Liquid Interface，LSI）和右液-固界面（right
liquid-solid Interface，RSI），固-液接触面为六角冰 Ih结冰速率最快的第二棱柱面（112ത0）
[29]。初始构型制备完成后，进行 NaCl 溶液结冰的模拟：采用制备好的初始构型，在 NPZT
系综和目标过冷度下，控制 Z 方向的压力为大气压，共模拟 500 ns。

图 1 初始构型制备示意图：（a）六角冰 Ih；（b）NaCl 溶液与 Ih 共存的初始构型
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1.2 固-液界面识别方法

采用 CHILL+[31]算法识别出海水冻结过程中的类冰（ice-like）和类水（water-like）
分子的结构及数量，进而识别出固-液界面。首先通过 CHILL+算法对模拟得到的体系结

构（图 2a）进行识别，得到图 2b 所示的类冰结构体系，此时便可粗略地得到左和右固-
液界面的位置，但由于固-液界面并不平整，本文采用 Gibbs 界面分割方法对固-液界面

进行更精确的定位：将体系在 XZ 平面上划分为 12×72（X×Z）个格子，然后计算每个格

子内类冰分子的密度，通过拟合以下公式[32]得到固-液界面位置（图 2c）：

      2 2( ) tanh tanh
2

LSI RSI

LSI RSI

z z z zice like
ice like d dz


 

 
   (1)

其中，ρ(z)为 z 位置处格子内类冰分子的密度，ρice-like 为体系类冰平均密度（约为 0.589
amu/Å3，amu（atomic mass unit）为原子质量单位），zLSI和 zRS I分别为左和右固-液界面

的在 Z 方向的位置，dLSI和 dLSI分别为左和右固-液界面的厚度。由于在 X 方向上体系被

划分为 12 份，需要采用式（1）拟合 12 次，可得到 12 个固-液界面的位置，取这 12 个

值的平均值作为固-液界面的位置。

图 2 固-液界面识别过程示意图：（a）固-液结构体系；（b）类冰结构体系；（c）Gibbs 固-液界面识

别
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2 结果与讨论

2.1 冻结过程

由于各浓度 NaCl 溶液在不同过冷度下的冻结过程相似，本文仅展示 7.06 wt%的

NaCl 溶液在过冷度∆T = 10 K 时的冻结过程，如图 3a 所示。由图可见，中间的 NaCl 溶
液受到两端六角冰 Ih 的触发而冻结，随时间推移，左固-液界面（LSI，黑色虚线）和右

固-液界面（RSI，蓝色虚线）均向中心推进。图 3b 展示上述 LSI 和 RSI 推进过程中各自

在 Z 方向的位置随时间的变化，随时间推移，两者均向中心推进并在约 200 ns 后趋于稳

定。

图 3 NaCl 溶液的冻结过程（7.06 wt%，ΔT = 10 K）：（a）各时刻体系构型；（b）左和右固-液界

面的位置随时间的变化

由图 3a 可见，随着 NaCl 溶液的冻结，中间未冻结 NaCl 溶液中单位体积 Na+和 Cl-

数量增加，即液相浓度增加。为定量研究该冻结过程，图 4 展示各浓度 NaCl 溶液在不

同过冷度下的结冰占比（结冰水分子数与初始溶液中水分子数之比）P 及液相浓度 c 随

时间的变化。由图 4a 和 b 可见，各浓度和过冷度下 NaCl 溶液的结冰占比 P 先增加之后

趋于稳定；结冰占比 P 的增加速率及最终稳定值，随过冷度 ΔT 的增加而增加，随 NaCl
溶液浓度的增加而减小，这表明，ΔT 的增加可促进 NaCl 溶液的冻结，而浓度的增加则

抑制 NaCl 溶液的冻结。图 4c 为 3.53 wt%和 7.06 wt%的 NaCl 溶液在各过冷度下结冰过

程中液相浓度 c 随时间的变化。由于 3.53 wt%的 NaCl 溶液在过冷度 ΔT 为 20 K 时的冻

结速率大，短时间内（~15 ns）体系已完全结冰，故图 4c 中未展示该工况的结果。由该

图可见，液相浓度 c 随时间先增加之后趋于稳定，其稳定值随过冷度 ΔT 的增加而增大。

在同一过冷度下，液相浓度 c 的稳定值基本相等，在过冷度为 5、10、15、20 K 时依次

约为 8、14、18、22 wt%，这些值与对应过冷度下 NaCl 溶液饱和浓度的实验值[13]（图中

红色数值）非常接近。上述结果表明，各浓度 NaCl 溶液在同一过冷度下的冻结过程中，

当液相浓度达到 NaCl 溶液饱和浓度后，NaCl 溶液将不再冻结，该结果与实验相符，故

表明本文所采用的 mW-ions 模型能准确地模拟 NaCl 溶液的冻结过程。
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图 4 各浓度 NaCl 溶液在不同过冷度 ΔT 下的结冰占比 P 及液相浓度 c 随时间的变化：（a）和（b）

结冰占比；（c）液相浓度

2.2 盐度和温度对冰锋推进特性的影响

在 NaCl 溶液冻结过程中，左和右冰锋（固-液界面）从初始界面向中间未冻结溶液

推进一定的距离 WL和 WR，如图 5a 所示，本文取 W = (WL + WR)/2 为冰锋推进距离。各

浓度 NaCl 溶液在不同过冷度下的冰锋推距离 W 随时间的变化如图 5b 和 c 所示，W 随

时间推移先增加之后趋于稳定，这表明 NaCl 溶液先逐渐冻结，当液相盐度达到 NaCl 溶
液饱和浓度后便不再冻结；W 未达到稳定值前的推进速率及稳定值随过冷度的增加而增

加，随盐度的增加而减小，这表明过冷度的增加可促进 NaCl 溶液的冻结，而盐度的增加

则抑制 NaCl 溶液的冻结。
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图 5 盐度和过冷度对冰锋推进距离 W = (WL + WR)/2 的影响：（a）冰锋推进示意图；（b）和（c）

分别为 3.53 wt%和 7.06 wt%的 NaCl 溶液在各过冷度下的 W 随时间的变化

海水冻结过程中，实验容易观察到盐水袋[33]，但目前尚未有文献报导微观下的盐水

袋。本文则在微观下观察到 3.53 wt%的 NaCl 溶液在过冷度 ΔT = 20 K 时盐水袋的形成

过程，如图 6 所示。由图可见，随时间推移，冰锋呈不规则状（图 6a 中的 V 字形），这

种结构会阻碍其冰锋前端溶液中盐离子 Na+和 Cl-的扩散，而在局部聚集，导致该区域盐

度升高。由于冰锋在上述高盐度区域的生长速度小于其在周围低盐度区域的生长速度（图

6b），随时间推移，高盐度区域被周围的冰晶包围起来（图 6c），待该区域盐度达到 NaCl
溶液的饱和浓度后便不再冻结，最后以液态的形式存在于冰中，形成盐水袋（图 6d）。

图 6 NaCl 溶液冻结过程中盐水袋的形成过程（3.53 wt%，ΔT = 20 K）

3 结 论

本文采用分子动力学方法研究微观下海水冻结特性及机理：分析海水冻结过程中的

结冰占比和液相盐度的变化；探究盐度和过冷度对冰锋推进的影响，以及盐水袋的形成
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过程。主要结论如下：

1. 随时间推移，冰锋逐渐向未冻结的 NaCl 溶液推进，Na+和 Cl-从冰锋被排斥至

未冻结的 NaCl 溶液中，使得液相盐度增加，当液相盐度达到 NaCl 溶液饱和浓

度后便不再进一步冻结。

2. 冰锋推进的速率及稳定值随过冷度的增加或 NaCl 溶液浓度的减小而增加。

3. Na+和 Cl-的局部聚使得该区域盐度升高，使得冰锋在高盐度区域的生长速度小

于其在周围低盐度区域的生长速度，高盐度区域逐渐被周围的冰晶包围起来，

最终形成以液态形式存在于冰中的盐水袋。
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摘要：采用分子动力学方法模拟了五种不同配比甲烷/乙烷混合工质纳米液膜的汽化过程，从蒸发现象、

能量变化、涨落耗散规律及相对分子汽化量四个方面分析了混合工质的蒸发传质特性。结果表明：混

合工质纳米液膜中甲烷配比越大，汽化起始时间越早，汽化过程越剧烈，汽化的持续时间越短，固定

吸附层越薄，模拟体系动能和势能的增量越小，乙烷的存在会抑制甲烷的汽化；由涨落耗散分析可得，

甲烷配比越大，对乙烷汽化的促进作用越强，汽化弛豫时间越短，整体汽化速率越快，传质效果越好。

关键词：混合工质；纳米液膜；传热传质；涨落耗散；分子动力学模拟

0 前言

印刷电路板式换热器（Printed Circuit Heat Exchanger，PCHE）具有紧凑、高效、可

靠的特点，能够满足海上浮式液化天然气（Floating Liquefied Natural Gas，FLNG）主低

温换热器体积小、重量轻、耐低温高压等需求。PCHE 的通道尺寸为 0.5~2mm，LNG 在

PCHE 内的汽化过程呈现明显的微尺度效应；LNG 是典型的非共沸混合工质，气液相变

过程存在温度滑移和传质阻力，热质传递特性不同于单工质。

Li等[1]研究了两种不同配比R1234yf/R32混合工质在内径为 2mm水平圆管中的流动

沸腾换热性能，结果表明，R32 配比 20%的混合工质在不同质量流量和热通量下均比纯

组分 R1234yf 的换热系数小 10%~30%，且混合工质的温度滑移越大，换热效果越差。

Li 等[2]根据实验建立起一个预测模型，基于核态沸腾和对流作用的叠加影响，同时考虑

质量扩散对混合工质的流动沸腾换热的影响，提出一个半经验关联式，可以获得较高的

预测精度。Kandlikar 和 Bulut[3]对乙二醇水溶液在矩形微通道内的过冷流动沸腾进行了实

验研究，发现乙二醇水溶液流动沸腾的传热主要受到通道中气泡成核和生长的影响，气

相和液相之间的组分浓度差所引起的传质阻力是传热恶化的根本原因。Azzolin 等[4]实验

研究了 R1234ze(E)/R32 混合工质在微通道内的流动沸腾特性，实验结果表明附加传质阻

力是引起传热系数下降的主要原因。

分子动力学模拟方面的相关研究，主要针对非共沸混合工质纳米液膜或液滴开展。

Chen 等[5]模拟了氩原子纳米液膜中加入少量外来原子的沸腾过程，发现外来原子对气泡

基金项目：国家自然科学基金（51904325、No.52204039）、山东省重点研发计划（2022CXPT051、

2022RZB07055）和山东省自然科学基金（No.ZR2022QB046）。



成核有显著影响，外来原子的能量参数比氩原子小，随着外来原子能量参数的增加，气

泡的成核效率降低。Cai 等[6]模拟了 R32、R152a 及其二元混合物在铂基底上的蒸发和爆

炸沸腾过程，发现高沸点的 R152a 在铂表面的吸附能力比低沸点 R32 的吸附能力弱，

R152a 的存在会提升 R32 的沸点。Cai 等[7]又模拟了不同摩尔比的氩/氪混合物在不同润

湿性铂基底上的沸腾过程，研究发现氩的摩尔比为 100%、75%和 50%时，都出现了气

膜现象，直接导致传热恶化，氪的加入可以缓解甚至抑制氩气膜现象的出现。Wu 等[8]

研究了 R32/R1234yf 混合物纳米液滴在光滑基底上的蒸发过程，发现随 R1234yf 配比的

增加，蒸发速率逐渐减慢，蒸发分子量逐渐减少，与 R32 相比，R1234yf 在表面优先吸

附，对液滴蒸发有显著影响。Gong 等[9]研究了六组分烃类燃料（13.16mol%甲苯、

13.81mol%正癸烷、22.30mol%正十二烷、24.60mol%正十四烷、14.66mol%正十六烷和

11.47mol%正十八烷）液滴在氮气环境中的蒸发过程，并与三组分混合烃类燃料和单组

分的正十六烷燃料进行比较，发现混合燃料的特性与燃料分子间的相互作用力密切相关，

混合燃料的特性值并不是混合物中各组分以摩尔分数为基础的物理量的线性加权平均，

而是混合燃料中某一组分的特性会受到其他组分的影响。

综上可见，非共沸二元混合物的组分和配比皆会给相变换热产生传质阻力从而导致

换热恶化，分子动力学研究可从微观角度为传热传质恶化机理提供可靠的依据，可为非

共沸混合工质沸腾换热理论提供参考。但当前对非共沸混合工质纳米液膜的分子动力学

研究非常有限，大多集中在现象及物性方面，对组分配比和组分浓度变化引起传质阻力

的机理研究不足。因此，开展甲烷/乙烷混合工质纳米液膜蒸发传质特性的研究，对揭示

非共沸混合工质相变换热传质阻力的机理具有重要意义。

1 模拟方法

1.1 物理模型

模型体系的尺寸为 5.5nm×5.5nm×800nm，主要由固体区域和液体区域两部分构成，

见图 1。固体区域由 4704 个铂原子以面心立方晶体结构（FCC）的排列方式组成，为固

体基底，厚度为 2.4nm，从上到下分为三层，分别设置为 NVE 系综、NVT 系综和固定

原子层。固定原子层是为了防止因受热使固体基底形变而丢失原子的现象发生。液体区

域为不同配比的甲烷/乙烷混合工质纳米液膜。弛豫温度为 105K 时液膜厚度为 3.5nm，

分子数见表 1。模型 X 和 Y 方向都设置为周期性边界；Z 方向下方设置为固定边界，上

方设置为镜像边界，镜像边界使系统中的分子遇到壁面时以相同的速度反方向弹回，且

不产生能量损失。



图 1 模型示意图

表 1 混合工质纳米液膜的分子数

序号 甲烷:乙烷（摩尔数比） 甲烷分子数 乙烷分子数

Case1 1:0 1827 0
Case2 3:1 1194 398
Case3 1:1 739 739
Case4 1:3 353 1059
Case5 0:1 0 1374

1.2 势函数

在确保计算准确的前提下，为节省计算资源铂原子选用 Lennard-Jones 势能（即 LJ
势能），Li 和 Liu[10]研究表明 LJ 势能用于模拟铂传热有很好的准确性。甲烷和乙烷属于

有机小分子，选取的力场为 OPLS-AA 力场。OPLS 力场是由 Jorgensen 等[11, 12]进行开发

的适用于有机生物分子的力场。随后 Kaminski[13]针对甲烷等饱和烷烃对力场原子模型做

了统一修正，并针对其热力学性质与实验数据和其他力场的模拟结果进行对比，发现修

正后的全原子模型可以更好的模拟甲烷等饱和烷烃的热力学性质。OPLS-AA 势函数中

各类势能分别为：键长伸缩势能、键角弯曲势能、二面角扭曲势能和非键结势能。非键

结势能由范德瓦尔斯作用项和库伦作用项构成，其中范德瓦尔斯作用项采用 LJ 势能进行

描述，并针对同一分子中相距较远的原子之间的非键结势能的减弱效应提出了权重系数

fij。

OPLS-AA 势函数公式如下：

(1)

(2)

(3)



(4)

(5)

(6)

(7)

式中，i，j 分别为 1 和 4 时，fij=0.5；其他情况下，fij=1.0。
LJ 势能中的 εij、σij采用 Lorentz-Berthelot 混合法则，公式为：

(8)

甲烷、乙烷和铂对应的力场参数见表 2。

表 2 势能参数表

原子 ε/Kcal∙mol-1 σ/Å q/e
C 0.066 3.5 -0.24
H 0.03 2.5 0.06
Pt 12.0184 2.475 0

键 Kr/Kcal∙mol-1Å-2 req/Å
C-H 340.0 1.090
C-C 268.0 1.529

键角 Kσ/Kcal∙mol-1Å-2 eq/deg
H-C-H 33 107.8
C-C-H 37.5 110.7

二面角 V1 V2 V3

H-C-C-H 0.0 0.0 0.318

1.3 模拟参数设置

模拟过程时间步长设置为 1fs，截断半径设置为 12.0Å，对整个体系进行 4ns 时间的

模拟。采用 Berendsen 热浴法[14]使模拟体系达到弛豫平衡，弛豫平衡阶段整个系统的温

度设置为 105K，系统温度不再发生变化时，则认为达到了平衡状态。工质纳米液膜蒸发

阶段的模拟采用 Nose-Hover 热浴法[15]控制热源温度，选择 NVT 系综部分作为热源，温

度设置为 200K。采用在 Verlet 法[16]基础上发展的 Velocity-Verlet 法求解原子的运动方程。

2 结果与分析

2.1 现象分析

模拟发现 5 个模型体系的纳米液膜均发生了缓慢的蒸发现象。为了清晰且完整的观

察到液膜内部的变化情况，在 OVITO 中用 Alpha-shape 法构建了纳米液膜的表面网格。

纳米液膜的封闭表面网状结构如图 2 所示。气相分子在封闭表面外自由活动，液相分子



在封闭表面内。

图 2 纳米液膜表面示意图

图 3 给出蒸发过程纳米液膜表面快照的变化情况。初始阶段纳米液膜首先发生体积

膨胀，然后在气液界面附近产生气泡，这些气泡快速生长并上升，脱离纳米液膜。随着

蒸发的进行，纳米液膜逐渐变薄。最后，气相分子均匀地分布在系统上部；纳米液膜中

未汽化的液相分子滞留在铂基底上，为固定吸附层。

对比五个 Case 的表面快照，可见随着混合工质中甲烷组分的增加，纳米液膜的汽化

过程越剧烈；汽化起始时间越早，汽化过程的持续时间越短，固定吸附层越薄。对比结

果表明：乙烷的存在会抑制甲烷的汽化。

图 3 纳米液膜的表面快照

2.2 能量分析

为了探究不同摩尔比混合工质纳米液膜蒸发过程现象的差异，计算了流体分子的动



能和势能。由于摩尔比不同，动能和势能的初始值也不同。因此，计算了动能增量和势

能增量（Ek'和 Ep'），即当前的动能和势能减去初始值，如图 4 和图 5 所示。

在分子动力学中，温度由经典玻尔兹曼分布推导得出，公式如下：

(9)

式中，kB是玻尔兹曼常数，为 1.380649× 10-23 J/K；N 是粒子数。因此，Ek'越大表示液

膜温度的增幅越大。

由图 4 可见混合工质中甲烷配比越大，Ek'越小。因为甲烷的沸点比乙烷低，所以 Ek'
会随着甲烷配比增大而减小。 图 5 中 Ep'的变化分为两个阶段：0~600ps
为第一阶段，不同配比混合工质的 Ep'以相同的速率增大，且增量也相近；600ps~4000ps
为第二阶段，甲烷配比越大，Ep'增长速率越小。4000ps 时，甲烷的配比越大，Ep'和 Ek'
越小。
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图 4 蒸发过程的 Ek'变化 图 5 蒸发过程的 Ep'变化

从力场参数可知，总势能是由各种势能组成的，但是工质蒸发过程并不涉及分子结

构的分解和重组，所以变化的主要是非键结势能，而非键结势能又与分子之间的距离有

关，即 Ep'的变化只与纳米液膜中汽化的分子数量相关。汽化分子的数量又反映了纳米液

膜在汽化过程中的传质能力。因此，可基于涨落耗散理论对混合工质纳米液膜汽化过程

的传质能力进行进一步深入的分析。

2.3 涨落耗散分析

纳米液膜混合工质的汽化时间为皮秒量级，本质是热源在系统中造就的温度差推动

工质发生汽化，具有非平衡特性，是典型的耗散过程。在耗散结构中平衡态热力学的平

均场理论并不适用，涨落起着至关重要的作用。涨落现象是指系统内的宏观物理量随机

性出现偏离平衡点的现象。在非平衡体系中，微小涨落可能在非线性的相互作用下放大

为巨涨落，从而影响物质的宏观结构。涨落耗散定理深刻地揭示了同时存在涨落和耗散

这两种根本现象之间的关联，把宏观系统的一些非平衡性质通过平衡性质表示出来。

Onsager 于 1931 年提出了一个关于涨落耗散的回归假设[17, 18]，指出自发偏离平衡的

涨落回归与对应的宏观不可逆过程遵循相同的定律。在涨落耗散研究中，为保持经典热



力学定义的参量含义在非平衡态时依旧适用，引入了局部平衡假设[19]。

对纳米液膜混合工质汽化过程开展涨落耗散研究可以从纳米液膜体积的涨落预测

非平衡条件下汽化过程中汽化速率的变化，其中纳米液膜体积的变化是由液膜中分子个

数进行表征的。English 和 Clarke[20]定义了粒子数涨落的自相关函数，表达式如下：

(10)

式中，∆N(t)=N(t)-N’(t)，N(t)表示 t 时刻液膜中的分子个数，N’(t)表示与液膜中分子个数

瞬时量 N(t)对应的平均值。

通过对 N(t)二次回归求得，根据 Onsager 假设，如果粒子数的涨落自相关函数向“背

景噪声”水平衰减超过某个短时瞬态，可以被视为时间的负指数函数，表达式为[21]：

(11)

式中，A 表示指前因子，τ表示弛豫时间。弛豫时间越小，说明涨落回归“背景噪声”消

耗的时间越短。

基于涨落耗散理论对甲烷单工质纳米液膜汽化过程的分析结果见图 6。以 Case1 为

例，由图 6(a)可得纳米液膜的分子汽化主要发生在前 500ps 内，500ps 后系统逐渐趋于稳

定，纳米液膜中的分子个数变化较小。其中，0~350 ps 为主要汽化阶段，符合二次回归

分布。将纳米液膜中分子个数的变化按照式（11）进行处理，得到归一化的涨落自相关

函数，见图 6(b)，可以看出自相关函数具有明显的涨落特性，涨落周期为 100 ps，幅度

为 0.40。
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图 6 涨落耗散分析

对图 6(b)中涨落自相关函数首次耗散至“背景噪声”，即涨落自相关函数为 0 时，将

水平部分进行放大，再拟合为负指数函数，见图 7。图 7(a)中的涨落自相关函数服从式(11)
中所描述的负指数函数关系，拟合负指数函数见图 7(b)，确定系数 R2为 0.9426，说明在

该条件下 Onsager 假设是适用的。得到整个系统的弛豫时间为 8.628ps。系统的弛豫时间

越小，说明涨落回归“背景噪声”消耗的时间越短，纳米液膜发生汽化的质量传递越快。
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图 7 弛豫时间的求取

按照相同的方法计算不同配比混合工质纳米液膜中分子变化个数归一化的涨落自

相关函数，见图 8。由图可知，混合工质中甲烷配比越大，自相关函数的涨落周期越短，

涨落幅度越小。这表明随着甲烷配比的增大，汽化过程中的耗散越快，在该热源温度下，

纳米液膜汽化过程的不可逆性增加，传质的非平衡特性更加显著。不同配比混合工质汽

化过程的弛豫时间列于表 4，由表可知混合工质中甲烷配比越大，弛豫时间越短，对汽

化的促进作用越明显。
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图 8 混合工质纳米液膜中分子变化个数归一化的涨落自相关函数

表 3 各 Case 的弛豫时间

序号 斜率(ps-1) 均方根差 RMSE 弛豫时间(ps) R2

Case1 -0.1159 0.05901 8.628 0.9592

Case2 -0.05988 0.04186 16.70 0.9632

Case3 -0.03333 0.02746 30.00 0.9835

Case4 -0.01229 0.06043 81.36 0.9404

Case5 -0.01058 0.05467 94.52 0.9544



2.4 混合工质的相对分子汽化量

为进一步探究混合工质中甲烷和乙烷各组分在汽化过程中所受的影响，将混合工质

纳米液膜中各组分的相对分子汽化量做对比，见图 9。在主要汽化阶段，甲烷的汽化速率

相差无几，但混合工质中乙烷的汽化速率均高于乙烷单工质，且随着混合工质中甲烷配

比的增大而增大。由最终的相对分子汽化量可见，Case2 和 Case3 中甲烷的相对分子汽

化量大于 Case1，Case2、Case3 和 Case4 中乙烷的最终相对分子汽化量大于单工质的。

Case3 中甲烷和乙烷的最终相对分子汽化量都是最高的。可见混合工质中甲烷组分配比

大于等于乙烷时，对两种组分的汽化均有促进作用，甲烷配比越大促进作用越明显；甲

烷组分配比小于乙烷时，仅对乙烷的汽化有促进作用。
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图 9 混合工质纳米液膜中各组分的相对分子汽化量

综上可见，甲烷/乙烷混合工质纳米液膜汽化过程中，甲烷配比越大，对混合物中乙

烷汽化的促进作用越大。混合工质的整体汽化速率与传质速率皆高于乙烷单工质，低于

甲烷单工质。甲烷配比越大，混合工质整体汽化速率越快，整体传质越好。

3 结 论

（1）在蒸发现象中，随着混合工质纳米液膜中甲烷分子配比的增加，纳米液膜的

汽化过程越剧烈，汽化起始时间越早，汽化过程的持续时间越短，固定吸附层越薄。可

见乙烷的存在会抑制甲烷的汽化。

（2）通过涨落耗散分析可得，混合工质纳米液膜中甲烷配比越大，弛豫时间越短，

汽化过程的传质速率越快。

（3）甲烷/乙烷混合工质纳米液膜的汽化过程中，甲烷配比越大，对乙烷汽化的促

进作用也越大，混合工质的整体汽化速率越快、传质越好。
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摘要：在直径 22mm，长度 1.31m 的竖直管内测量了纯蒸汽向下流动的冷凝传热参数，测试蒸汽的饱和温

度在 99.2-101° C 之间，质量流量在 8.77-20.46 kg/(m2· s)。针对不同蒸汽流量，将实验中测得的局部 Nu 和

Nusselt 理论进行对比，分析了蒸汽剪切力以及外部冷却水耦合作用的影响。并将实验数据和常用的关联性

进行了对比，大部分数据点与关联式的偏差在 20%以下，Numrich、Carey、Shah 的相关性与实验结果一致

性较好，平均相对偏差(MRD)和平均绝对相对偏差(MARD)分别为-4.90%，7.18%，-4.45%和 11.61%，21.51%，

12.53%。实验结果和方法可用于不同工况下立式冷凝器的优化设计和运行分析。

关键字：竖直管道、环状流、膜状冷凝、立式冷凝器

0 引言

蒸汽冷凝因其传热效率高，传热温差要求低，被广泛应用于能源动力[1],过程工业[2]、
建筑节能[3]等各个领域。蒸汽冷凝可分为滴状冷凝和膜状冷凝两种。膜状冷凝在大多数工业

应用中得到更广泛的应用，因为在传统的金属表面上滴状冷凝很难维持，尽管它通常具有较

高的传热系数。研究膜状冷凝换热过程对于设计和研制能有效降低换热器材料消耗和体积的

冷凝器至关重要。

为了对管道内冷凝过程的传热传质特性有更深刻的认识，人们投入了大量的精力和资源

进行实验和理论研究。已有相当多的实验研究了蒸汽在垂直管道中的冷凝换热特性，包括蒸

汽流量、不凝性气体含量、管道长径比等关键参数对换热性能的影响。Kuhn[4]使用了一根

长度 3.37m，直径 47.5mm 的垂直冷凝器管行了蒸汽冷凝试验，使用了一种新的数据处理方

法确定了局部热流密度，并基于退化因子、边界层理论和基于传热传质类比的模型，提出了

三种不同的传热系数相关性，使用退化因子法的相关性已被证明可以提供令人满意的工程精

度。Park 和 No[5]使用了一根长度 2.4m，直径 47.5mm 的垂直冷凝器管，主要研究了不同工

况下不凝结性气体对冷凝传热的影响。结果表明，HTC 随入口空气质量分数的降低而增大，

同时建立了经验相关性，并将其预测与实验数据进行比较，显示出与 22.3%的标准差的良好

的一致性。Oh[6]在对浸没在水池中的垂直管中的蒸汽-空气混合物进行了冷凝实验，其中冷

凝器管的热量通过沸腾传热去除，对 0.1-0.4MPa 的 23 个压力进行了测试，同时建立了不凝

性气体环形薄膜冷凝的传热传质类比模型。Lee 和 Kim[7]在垂直冷凝管内进行了蒸汽流量为

6.5 至 28.2 kg/h，不凝性气体含量高达 40%的冷凝传热实验。实验结果表明，局部传热系数

随着入口蒸汽流量的增加而增大，入口氮气质量分数减小，在小直径冷凝器管中，不凝性气

体对蒸汽冷凝的影响较弱。Park[8]研究了 FC-72 在垂直下流过程中环状冷凝的界面和传热

特性。为不同流速的蒸汽和冷却水条件下的界面情况进行了高速摄像，并建立了一个基于控

制体积的理论模型，其中考虑了表面张力对界面附近湍流的影响。

众多研究者在广泛的实验数据基础上，进一步建立了许多具有理论、经验和半经验的相

关模型。这些模型可以分为三类[9]:基于两相乘法的模型、基于界面剪切应力的模型和基于
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边界层的模型，但大多数关联方程的适用性相对有限，只有少数关联式能够全面预测管道内

冷凝换热系数。

数值模拟技术的发展促进了计算流体力学(CFD)在管道内冷凝研究中的广泛应用。Fu[10]
基于 Kuhn 的实验，使用了 FLUENT 模拟了垂直管中蒸汽-空气混合物和蒸汽-氦混合物的对

流冷凝。通过定义质量、动量和能量守恒方程的源项来模拟凝结过程。模拟了几种不同蒸汽

质量分数的案例，结果与实验数据吻合较好。Lee[11]研究了使用具有二维轴对称几何形状的

圆形冷凝器管中的垂直下流进行的蒸汽冷凝，提供了模型的详细信息，包括界面相变子模型

的选择、数值方法和收敛准则，发现计算模型中使用的传质强度系数对凝结传热系数和界面

温度影响较大。Wang[12]等人应用 CFD 方法研究了在存在不凝性气体的情况下波对薄膜冷

凝的影响。应用 CFD 方法研究了在存在不凝性气体的情况下波对薄膜冷凝的影响。

Zschaeck[13]等人使用 ANSYS CFX 对正方形和圆柱形管道的 NCG 蒸汽壁冷凝进行了 CFD
分析，并将结果与 Kuhn 报告的数据进行了验证。

由于冷凝传热机理尚未完全了解，实验仍是研究冷凝传热的主要方法。合理的测量管道

内的热流密度对于研究冷凝传热特性非常重要。本研究旨在通过实验研究立式套管冷凝器的

换热特性。搭建了垂直管内纯蒸汽冷凝实验装置，对不同蒸汽流量下的局部传热特性进行了

测试和分析，并将实验结果和以往的关联式进行了对比，结果显示出良好一致性。

1 实验系统设计

本节介绍了局部冷凝换热参数的实验设置和测试过程。

1.1 实验装置

图 1（a）为本研究建立的冷凝换热装置示意图。实验系统由四部分组成：1)蒸汽生产部

分 2)测试部分 3)后处理部分 4)数据采集系统。蒸汽由电加热锅炉产生，通过调节锅炉功率

来控制蒸汽流量。温度和压力测量点安装在电加热锅炉的出口。在试验段入口前安装旋涡流

量计，测量蒸汽流量。为保证进入试验段的蒸汽得到充分发展，在试验段进入前安装了长度

为 20cm 的绝热管段。蒸汽在试验段发生冷凝并释放热量。然后，剩余的蒸汽和冷凝水被气

液分离器分离。通过电容式液位计测量凝液罐的液位高度，并根据液位高度实时计算出冷凝

液的质量流量。剩余蒸汽在水箱内继续放热，气液分离器后安装止回阀，防止剩余蒸汽回流。

冷却水回路由控制阀和涡轮流量计组成，保证试验段冷却水流量保持在设定值。为了减少热

量散失到周围环境中，管道的所有外表面都覆盖有铝箔保温棉。在实验开始前，调节并保持

蒸汽流量 20 分钟，尽可能清除管道内的残余空气，确保换热器进出口的测量温度与测量压

力的饱和温度相对应。

为了保证实验数据的准确性，在实验装置中使用了多个高精度传感器来测量温度、压力

和流量。温度测量采用热电偶(T-K30, ETA,苏州,中国)，测量范围 0-1250° C，误差 0.4%。压

力监测采用压力传感器(PCM300, XSENR，苏州，中国)，测量范围-100-300kPa，误差 0.5%。

蒸汽流量采用涡流流量计(LUGB310，杭仪，苏州，中国)记录，测量范围为 3.5-35kg /h，误

差为 1.5%;冷却水流量采用另一涡流流量计(GTLWGY10，杭仪，苏州，中国)记录，测量范

围为 0.15-1.5 m3/h，误差为 1%。冷凝水液位测量采用电容式液位计(YW400，恒义，泰州，

中国)，测量范围为 0-400 mm，误差为 0.5%。所有实验数据均使用 DAQ970 数据采集系统

(是得科技,圣罗莎,美国)收集。

1.2 实验测量部分

如图 1(b)所示，本实验采用垂直逆流管壳式换热器作为冷凝换热试验段。测试段的内管

使用了一根有效换热长度为 1310mm，内径 22mm，壁厚 1.5mm 的紫铜管，外部夹套使用了

一根内径 46mm，壁厚 2mm 的不锈钢管道。为了保证内外套管间良好的同轴度，使用了两

个圆柱型凹台结合丁腈 O 型圈对内外套管进行定位和密封。为了测量管壁温度和冷却水温

度，沿着蒸汽流动的方向自上而下的划分了 16 个截面，每一个截面上设置了两个 k 型热电



偶用来测试换热管道外壁面温度和一个 k 型热电偶用来测试冷却水环腔温度，其中第 3、9、
14 截面额外设置了一个 k 型热电偶测量冷却水温度，用来评估冷却水温度准确性。

图 1 (a)实验装置示意图 （b）测试段

表 1 实验测试参数

实验参数 范围

2 数据处理方法

本节概述了局部冷凝换热系数的计算方法，以及相应的误差分析。该方法包括两个基本

步骤。采用数值模型确定冷却水局部体积温度，该模型考虑了冷却水环腔内外壁温差产生的

浮力效应。从实验中获得的壁面温度数据被用作这一测定的边界条件。其次，利用能量平衡

方程确定局部热流系数和冷凝换热系数。

2.1 套管冷却水体积平均温度的计算

如图 1(b)所示，实验中将热电偶插入环腔中心来测量冷却水温度。为了获得准确的局部

热流密度，冷却水的流量应该保持在一个相对较低的值，以便为相邻两个热电偶之间提供一

个较大的冷却水温度变化。但是根据[4],这种测量方式在较低的雷诺数、较低的普朗克数或

者是两个表面温度梯度较高的时候，测量误差可能是较为显著的。较低雷诺数的冷却水与壁

面换热时，换热过程并没有集中在热边界层内部，整体径向截面会出现温度分层的现象，截



面体积平均温度和实际测量温度存在误差，这就会对冷凝传热系数的计算带来较大的误差。

针对以上问题，我们通过将实验方法结合数值模拟方法，对实验数据进行了验证与补充。

将实验使用的冷却水流量、温度和测试得到的外壁面温度作为边界条件，通过求解质量守恒

方程、动量守恒方程和能量守恒方程，可以计算夹套内每一截面的冷却水体积平均温度。

质量方程、动量方程、能量方程的控制方程分别如下:

(1)

(2)

(3)

其中下标(i 和 j)表示张量表示法(i=1,2,3, j=1,2,3)， ， 和 分别表示流体速度、温度

和压力。 是流体密度， 和 分别为动粘度和比热。由于方程中存在 5 个以上的未知变量，

需要一个额外的湍流模型来使得方程组封闭。

湍流动能 方程为

(4)

湍流能量耗散 方程为

(5)

式中， 和 表示湍流动能的产生 和比耗散率 ， 和 表示 和 由于湍

流的耗散。

根据实验数据，通过多项式拟合确定内管外壁温度，其余壁面作为绝热壁面进行处理。

为了准确评估冷却水的流动特性，在边界处分别设置了质量流入口和压力出口，同时考虑到

自然对流下流体的驱动机制，采用分段线性函数将流体密度表示为温度的函数，并启用湍流

模型中的全浮力效应。对于压力-速度耦合，采用 SIMPLIC 算法，选择基于网格单元的最小

二乘法梯度空间离散化方案。此外，采用了使用 Second Order 二阶插值方案，对于收敛准

则，将连续性方程的收敛准则设为小于 10-4，其他变量设为 10-5。

为了减小数值计算中的数值误差，进行了网格无关性验证。给出了不同单元数下环管内

冷却水平均温度沿长度的变化规律。考虑到计算精度和时间成本，最终选择使用 Fluent
meshing 生成的 189,745 个多面体网格进行进一步分析。与其他类型的网格相比，多面体网

格可以更准确地反映流场的详细特征，从而提高了计算结果的可靠性和准确性。

通过数值计算得到了环形空腔截面的体积平均温度 ，计算公式如下所示:

(6)

式中 和 分别为沿环形通道径向界面的温度分布和沿环形通道径向界面的速度

分布， 和 分别表示换热管的外半径和环形腔的内半径。

2.2 管内冷凝传热参数计算

利用冷却水环腔内部体积平均温度分布的斜率，可以计算出管内的局部热流密度



(7)

式中， 为环腔内冷却水的质量流量， 为冷却水比热， 为换热管外径。

换热管内壁温度

(8)

局部冷凝膜的质量流量可由下式计算

(9)

局部液膜的定性温度由下式计算

(10)

局部雷诺数定义为

(11)

其中， 为单位湿周质量流量， 为凝结水粘度。

3 结果和讨论

3.1 温度分布

图 2 给出了在三种不同蒸汽速度和冷却水流量恒定情况下，管内外壁温度和环空冷却

水温度沿管长变化情况。采用沿管测得的温度拟合环空冷却水温度和内管外壁温度。具体采

用三阶多项式进行拟合，采用指数函数进行拟合，如图 2(a)所示，在换热过程中不是常数。

该温度在管的上下部分变化迅速，并随着蒸汽流量的增加而增加。同时，随着蒸汽流量的增

大，其变化幅度也随之增大。

图 2 (a)换热管道外壁温度实验测试值 （b）环腔中心冷却水温度测试值

图 3 显示了冷却套内不同蒸汽流量下的体温模拟结果与实验温度实测值。由于进入冷

却水温度的均匀性和进口几何形状引起的流量影响，冷却液得到充分混合。因此，热边界层

厚度较薄，本体温度与热电偶点温度之间的一致性是可以接受的。但进入入口段后，冷却水

流量逐渐趋于稳定，雷诺数减小，环形通道内横截面积径向温度梯度增大，冷却剂温度偏离

体温。仿真与实验之间的差距逐渐拉大。在出口附近，出口流道收缩和环形空腔管顶部自然

对流对流体混合的影响逐渐增强，管心温度逐渐接近体温。由式(7)可知，冷却水沿轴方向的

温度梯度对于计算局部热流密度至关重要。如果使用环腔中心温度计算局部热流密度，在进、

出口段存在较大误差。



图 3 不同蒸汽流量下环腔中心温度和体积平均温度的对比值

3.2 局部传热参数的对比

图 4 给出了使用冷却水体积平均温度梯度计算得到的局部 Nu 与不同蒸汽流量下凝结

水 Re 的关系，并与 Nusselt 理论进行了对比。采用 Nusselt 的理论计算无蒸汽流动时的膜凝

结传热系数。在管道入口的第一个区域(0-0.2L)，局部液膜形成，剪切力对局部冷凝换热系

数影响显著，超过了预测的 Nusselt 值，随着蒸汽流量的增加，这种现象更加明显。在第二

个区域(0.2L-0.6L)，液膜已经基本成型，并且随着冷凝换热的进行，液膜厚度逐渐增厚，导

致局部冷凝换热系数逐渐减小，接近于预测的 Nusselt 值。第二个区域剪切力对冷凝传热的

强化作用小于第一个区域内的作用。在第三区域(0.6L-L)，局部冷凝换热系数随冷凝雷诺数

的增大而增大。这种现象可归因于底部换热区靠近冷却水入口，较高的对流换热系数导致管

道底部冷凝速率增加，从而导致冷凝物雷诺数升高和表面波动，导致流型向湍流过渡，反而

强化了内部的冷凝传热。

图 4 不同蒸汽流量下局部 Nu 随 Re 的变化

3.3 关联性对比

表 2 给出了常见的垂直环形流冷凝换热模型。Chen[14]提出了薄膜冷凝传热的综合关

系式。该关联结合了界面剪切应力、界面波和冷凝膜内的湍流输运，并基于分析和实验结果。

Numrich[15]总结了垂直管道中凝结的相关性，针对垂直管中的薄膜凝结，提出了一种计算

方法，再现了薄膜表面界面剪应力的现象。Carey[16]考虑了 Nusselt 理论中界面剪切应力的

影响，他引入了新的简化方程和迭代技术来计算界面剪切和确定局部传热系数。Shah[17]提
出了一种预测垂直管道内对流冷凝换热的一般关系式。这种相关性已根据大多数可用数据得

到验证。



表 2 常见关联性

作者 关联性

Chen[14]

Numrich[15]

Carey[16]

Shah[17]

如图 5 所示，将表 2 中相关系数的计算结果与实验数据进行对比。相关性与实验结果

之间的偏差结果大多保持在 20%以下。Numrich、Carey、Shah 的相关性与实验结果表现出

更好的一致性，平均相对偏差(MRD)和平均绝对相对偏差(MARD)分别为-4.90%，7.18%，-
4.45%和 11.61%，21.51%，12.53%。相比之下，Chen 的关联式显示出较差的一致性，其 MRD
和 MARD 分别为 21.89%和 26.49%，这可能由于其适用性更偏向于高蒸汽流速的冷凝传热。

总的来说，Numrich 的关联性显示出最高水平的一致性。

图 5 实验结果和关联性对比

4 结论

1、实验研究了垂直管内纯蒸汽冷凝换热特性，使用了一种新的数据处理方式来计算局

部冷凝传热系数，实验数据显示出良好的准确性和合理性。



2、通过实验测试确定了局部冷凝换热系数的轴向变化规律。发现蒸汽的冷凝换热系数

随着蒸汽质量的增加而增加。由于入口效应的影响，逆流的冷却水在管道底部对流传热系数

较大，可能促使管道内部液膜流态向湍流过渡。

3、直接将实验中将热电偶插入环腔中心来测量冷却水温度可能会对局部冷凝传热系数

的计算带来较大的偏差，提出的数据处理方法可以合理的估计局部冷凝传热系数。

4、通过与测量结果的比较，评估了以前的冷凝传热相关性。大部分数据点与关联式的

偏差在 20%以下，Numrich、Carey、Shah 的相关性与实验结果一致性较好，平均相对偏差

(MRD)和平均绝对相对偏差(MARD)分别为-4.90%，7.18%，-4.45%和 11.61%，21.51%，12.53%。
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摘要：火箭推力室等高热负荷热端部件易受到燃气的严苛热环境考验，本文设计了一种新型层板发汗

冷却结构，并通过金属增材制造技术加工实现，进行了高温燃气换热试验研究该新型层板发汗冷却推

力室的综合冷却性能。研究发现：本文设计的新型层板发汗冷却结构的综合冷却效率较高，可以为未

来先进冷却结构设计及航空航天热防护方案提供参考。

关键词：火箭推力室，层板发汗冷却，金属增材制造技术，试验研究，综合冷却效率

0 前言

纵观层板发汗冷却技术的发展进程，众多研究人员从多角度开展了相关数值或理论

研究，明确指出了层板发汗冷却技术的优势，其中，较高的冷却效率是最为显著的特征，

早在 1954 年，Eckert[1]等人利用数值模拟对发汗冷却平板进行了相关分析，相比对流冷

却，发汗冷却可以减少 1/3~2/3 的冷却剂流量进而实现相同冷却效果。而相比于传统的

膜冷却方式，发汗冷却下的推力室内壁面承受温度可提高约 1000℃；同时在主流热环境

条件下，相比非发汗冷却，发汗冷却的壁温可以降低 50%[2]，发汗冷却效率比再生冷却

高 35%[3]。其次，轻质也是层板发汗冷却的一大优点，相较于传统对流冷却结构，层板

发汗冷却结构降低了 8.6%重量[4]。但典型层板发汗冷却结构都存在着加工复杂、成本高

的问题，这也是限制层板发汗冷却技术发展的主要原因之一。金属增材制造技术具有高

柔性化、设计制造一体化、缩短制造周期、可加工复杂异型结构等优点[5]，同时具备更

高的力学性能[6]，目前被广泛应用再航空航天、汽车制造等行业[7, 8]，针对航空航天领域，

增材制造技术可以节省制造成本、减轻结构重量、加工薄壁特征部件[9]等优势。同时，

有研究证实采用选择性激光金属烧结技术（SLMS）可以精确制造发汗冷却结构的复杂

几何形状，并提高了结构强度，该研究表明增材制造技术有利于复杂发汗冷却结构的加

工制造[10]。

众多学者对新型层板发汗冷却结构的优化设计展开了研究。姜培学[11]利用强吸热化

学反应，在传统层板发汗冷却结构布置强吸热化学反应催化剂薄膜与催化剂薄膜覆盖的

多孔介质材料，如图 1 中，1 为金属薄板，2 为控制流道，3 为流量分配区，4 为推力室，

5 为催化剂薄膜，6 为冷却流道，7 为分割条。这种结构使得在强吸热反应发生的基础上

再发生传统对流换热的发汗冷却，极大增强了冷却结构的冷却能力。



图 1 利用强吸热反应的层板发汗冷却结构

罗世彬[12]等人对引射火箭的头锥、推力室进行了层板发汗冷却方案设计，在头锥部

分简化了传统 Transpire 类型环形层板发汗冷却结构，如图 2 所示，10 为层板结构，100
为周向分配区，101 为控制流道，102 为散布流道，103 为层板中心腔，结构上保留了周

向分配区、控制流道与散布流道，也扩散焊焊接成型。

图 2 TRRE 引射火箭热防护措施

尽管众多学者提出了有关新型层板发汗冷却结构的设计，但部分加工方式还是保持

刻蚀、叠放、焊接的传统模式，其加工难度并没有得到降低；同时，很多的结构设计并

没有实际生产加工成完整热端部件并对其进行实际的试验性能考核。因此，本文在建立

新型层板发汗冷却结构的基础上，优化加工制造工艺，形成完整层板发汗冷却火箭推力

室并对其换热冷却性能进行考核测试，为优化未来航天热防护方案提供参考。

1 试验装置及方法

1.1 试验系统

整个试验台照片如图 3 所示。试验系统主要包括主燃气管路与冷却水管路两部分：

主燃气管路包含压气机、稳压罐、流量计、燃烧室、燃气管道、层板发汗冷却试验件、

数据采集系统；冷却水管路包含冷却水箱、高压水泵、液体流量计、压力表组成。如图

4 所示。主流空气由压气机流入至稳压罐稳压，经孔板流量计测得流量，主流空气与燃

油混合燃烧后，燃烧室出口的高温燃气进入燃气管道，燃气管道内布置了压力探针与热

电偶，用以测量层板发汗冷却试验件进口燃气参数。冷却水管路的冷却水从水箱流经水

泵后，由微小流量水流传感器测得流量，并由压力表测得当地冷却水压力后由层板发汗

冷却试验件冷却剂进口进入试验件内。
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图 3 试验系统示意图

图 4 试验系统照片

1.2 试验件

基于典型 Lamilloy 层板结构，设计了一种新型层板发汗冷却结构，并使其完整应用

于推力室内部结构。如图 5 所示，冷却结构主体分为两部分，外壁面结构与内部冷却结

构，内部冷却结构是复合多孔结构，主要包括了限流层、复合多孔壁结构及分隔挡板。

整体结构示意图如图 5 所示，这种复合多孔壁的结构热影响区与流动控制区较远，并伴

有微小扰流柱（直径 0.3mm）、微小多孔（孔径 0.3~0.4mm）作为流动障碍与隔热层，故

内壁面的高热负荷与推力室喉部局部过热的情况不会影响到冷却剂的原始设定流动方

向，使得冷却剂流量与流动分布均匀恒定，而局部过热的情况也随着稳定均匀、持续性

的冷却剂供给逐渐恢复正常。



图 5 新型层板发汗冷却推力室侧面剖视图

如图 6 所示，在推力室轴向位置 x/L=0.1、0.3、0.6、0.7、0.8、1.0 的 6 个位置处设

置了热电偶测量孔，其中，推力室圆柱段设置 3 组轴向热电偶孔组，收缩段设置 1 组热

电偶孔，喉部设置 1 组热电偶孔，扩张段设置 1 组热电偶孔，轴向同一位置周向均匀布

置的 4 个热电偶，每个热电偶周向角度 90° 。如图 7 所示，热电偶测量孔最内侧距离推

力室内壁面 0.5mm，即热电偶测量温度值代表了内壁面的实际温度。

图 6 层板发汗冷却结构示意图 图 7 内部冷却结构示意图

本文设计的层板发汗冷却推力室具有众多微小结构，传统加工十分复杂，故采用激

光烧结（SLM）技术的金属 3D 打印制造加工试验件，根据目前该技术的发展现状与技

术水平，可以保证试验件的加工精度与正常工作的要求。试验件采用材料为 GH4169 金

属粉末，在试验件的进口位置处周向布置了 8 个进口通道，8 个进口通道均匀周向供给

试验件冷却剂，如图 8 所示。推力室内壁面为众多微小斜孔，金属 3D 打印技术可以保

证小孔的顺利出流，如图 9 所示.

图 8 试验件照片 图 9 试验件内壁面

2 试验参数及测量方法



温比：
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c
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式中，T∞为主流进口温度，K，Tc为冷却剂进口温度，K，Tw为内壁面温度，K。试

验中主流温度及冷却剂进口温度通过K型铠装热电偶测量，直径为 8mm，测量范围为 0～
1500℃，精度为± 0.1℃。

流量比：
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式中，m∞为主流流量，kg/s，mc 为冷却剂流量，kg/s。主燃气管路的流量采用孔板

流量计进行测量，精度为 1.5 级，冷却水流量采用微小水流传感器进行测量，精度为 2
级，量程是 0~3L/min。

综合冷却效率：

= w

c

T T
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式中，T∞为主流进口温度，K，Tc为冷却剂进口温度，K，Tw为内壁面温度，K。推

力室内壁面温度数据通过 0.5mm 的 K 型铠装热电偶测量，测量范围为 0～1000℃，精度

为± 0.1℃。

3 试验结果及分析

3.1 温比对推力室内壁面综合冷却效果的影响

从图 10 中可以看出，在流量比 M=0.15，不同的温比条件下的内壁面温度沿推力室

轴向距离均呈现先升高后降低的趋势。随着主次流温比的升高，推力室各个位置处的内

壁面温度水平均有所升高，在流量比 M=0.15，温比 K=4.47 时，观察喉部位置温度为

338.22K，当流量比不变，温比 K 升高至 5.12 时，观察喉部温度升高为 344.08K；同时，

从图 11 中可以看出，随着主次流温比的升高，推力室各个位置处的内壁面综合冷却效率

均有所降低，在流量比 M=0.15，温比 K=4.47 时，观察喉部位置综合冷却效率为 0.965，
当流量比不变，温比 K 升高至 5.12 时，观察喉部综合冷却效率为 0.963，可以看到当控

制流量比 M=0.15 不变时，在试验温比范围内（K=4.47~5.12），温比对于冷却效率的影响

较小，相同位置综合冷却效率差值最大为 0.003，证明了 M=0.15 流量比条件下的冷却经

济性与冷却效果较好。



图 10 不同主次流温比的推力室内壁面温度 图 11 不同主次流温比内壁面综合冷却效率

3.2 流量比对推力室内壁面综合冷却效果的影响

如图 12、图 13 所示，展示了沿推力室轴向位置变化下，不同流量比对内壁面温度

与综合冷却效率的影响。在控制主次流温比 K=5.07 条件下，改变主次流流量比得到了层

板发汗推力室试验件不同轴向位置处的温度数据，由图 12 可以看到，沿着推力室轴向距

离增加，温度分布呈现出先增加后降低的整体趋势，在喉部位置达到温度最高点；并且

随着流量比的增加，冷却水的流量增大，推力室内壁面的整体温度水平迅速下降，推力

室的喉部温度从 M=0.03时的 347.57K 下降到了 M=0.89 时的 329.68K；在图 13可以看到，

综合冷却效率与内壁面温度分布呈现相反的变化趋势，即沿着推力室轴向距离的增加，

综合冷却效率总是先降低后升高，在喉部位置达到冷效最低点，并且随着流量比的增加，

冷却水的流量增大，推力室内壁面的综合冷却效率迅速升高，推力室的喉部冷却效率从

M=0.03时的0.959升高到了M=0.89时的0.975；但即使最低的冷却效率的K=5.07，M=0.03
工况下，综合冷却效率也维持在 0.95 以上。

图 12 不同流量比下的内壁面温度 图 13 不同流量比内壁面综合冷却效率

如图 14、图 15 所示，分别展示四个推力室代表位置处（圆柱段、收缩段、喉部、

扩张段）不同流量比对内壁面温度及综合冷却效率的影响规律。由图 14 可以看到，四个

重要位置随着流量比 M 的增加，内壁面温度都逐渐下降，在流量比 M=0.03~0.15 范围内

温度下降速率较快，随着流量比 M 的继续增加，内壁面温度下降速率减缓，可以看出在



M=0.15 附近，冷却速率较快，冷却的经济性更高；在图 15 同样可以看到，四个重要位

置随着流量比 M 的增加，综合冷却效率都逐渐升高，在流量比 M=0.03~0.15 范围综合冷

却效率升高较快，随着流量比 M 的继续增加，综合冷却效率升高速率减缓，可以看出在

M=0.15 附近，冷却效率的变化速度随冷却剂流量的升高变化较快，冷却的经济性与灵敏

性更高。

图 14 不同位置处内壁面温度随流量比的变化趋

势

图 15 不同位置处综合冷却效率随流量比的变化

趋势

4 结 论

本文提出了一种新型层板发汗冷却推力室结构设计方案，采用金属 3D 打印技术对

试验件进行了加工制造，并对新型层板发汗冷却推力室的换热特性进行试验研究。

研究发现：随着流量比 M=0.03 增加至 M=0.89，推力室内壁面的整体温度迅速下降

了 17.89K，推力室的喉部综合冷却效率从 0.959 升高到 0.975；但即使最低的冷却效率的

K=5.07，M=0.03 工况下，综合冷却效率也维持在 0.95 以上，说明了新型层板发汗冷却

结构推力室的冷却高效性。

在流量比 M=0.03~0.15 范围内，随着流量比 M 的增加，推力室整体综合冷却效率的

升高速率先加快后减缓，在 M=0.15 附近，推力室各个位置的冷却效率升高速率较快，

冷却剂的经济性更高。在该流量比下，在试验温比范围内（K=4.47~5.12），温比对于冷

却效率的影响较小，相同位置综合冷却效率差值最大为 0.003，证明了 M=0.15 流量比条

件下的冷却经济性与冷却效果较好，充分发挥出了冷却剂的冷却潜力，即针对不同的冷

却工况存在较优冷却流量比，使得冷却效率与冷却经济性最大。
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摘要：

本文采用格子 Boltzmann 数值计算的方法，研究了交变热源对相变储能系统特性的影响。文中对比了

不同振幅和不同周期的输入热源对相变储能系统的液相率和平均温度的影响。结果表明，输入交变热源，

储能系统的液相率和平均温度也表现出和输入热源波动类似的特性，当波动周期较小时，热源振幅对储能

速率影响较大；当周期较大时，振幅对储能速录的影响变弱。对储能系统温度变化率进行傅里叶变换分析，

可以将时域信息转换为频域信息，将傅里叶分析应用于储能系统的特性研究是一种新的分析方法，今后还

可进行更加深入的研究探讨。

关键词：相变储能，交变热源，格子 Boltzmann 方法，傅里叶分析

0 前言

近年来，由于化石燃料储量的减少及其使用对环境的污染，全求多个国家提出了碳中和

战略目标，我国政策开始向清洁低碳能源倾斜，国家大力支持和鼓励清洁能源开发，清洁能

源的利用受到越来越多的关注，能源系统转型迫在眉睫[1]。自然界中的能源储量非常丰富，

例如风能、太阳能、地热能、潮汐能等，但是这些清洁能源普遍存在能量密度低、时间和空

间上分布不均匀、能量形式较为分散等特点，使得这些能源难以直接进行应用[1]。储能技术

能够有效解决能源供给侧和需求侧不匹配的问题，是能源革命的关键技术和实现“双碳”目

标的重要支撑，也是催生能源新业态、抢占国际战略新高地的重要领域[2-6]。因此有效的储

能手段能够将分散、间歇的能源进行储存，并将其应用在对能源品质要求不高的场景之中，

例如生活热水、低功率电器、建筑耗能等。

建筑领域需要消耗大量能源，建筑中存在的能源耗费在全球整体能源耗费中占据比例为

35%，城市建筑的低碳化发展对促进全社会的低碳发展具有重要的战略意义[7-9]。相变材料储

能效果好，使用方便，选择种类丰富，例如石蜡及其复合材料其造价较低、安全性高，在储

能系统中得到广泛应用[10]。本文中主要研究从自然界的清洁能源中储存热量到储能系统中，

并将该储能用于建筑能耗的场景。

1.数值模型及计算方法

1.1 物理模型创建

图 1 为储能系统及其应用的示意图。其中图 1(a)展示了相变储能系统从自然环境中吸收

热量并将其以潜热形式进行储存，然后经由管道和介质将热量用于节能建筑的循环图。由于

外界能量密度不稳定，本文将能源的输入抽象为谐波形式的热流密度。图 1(b)为该能量循环

过程中的主要环节，也是本文的研究对象——相变储能系统。该系统由若干个储能单元（如

图 1(c)所示）组合而成，该系统总储能量可通过改变储能单元数量进行调整。每个储能单元

的中心轴线方向的圆管作为能量输入通道，在圆管与方形壳体之间填充相变材料。本研究中，

假设圆管为高导热材料，储热单元四周为绝热壁面。



储能系统中单个储热单元的圆管直径为 D，储热单元壳体边长为 L，满足 D/L=11/31，
重力方向垂直向下。相变材料视为不可压牛顿流体，在储能发生相变过程中，认为其物性参

数保持不变，相变材料受热融化后产生自然对流所受浮升力满足 Boussinusq 假设，产生的

热耗散和粘性耗散忽略不计。

1.2 数值模型

非均匀低密度的能源近似为随时间正弦分布的热流密度，表达式为：

ൌݍ ݍ  ݏ݅ܣ (ݐ߱݊) (1)

߱ ൌ
1

ܶ
(2)

其中，q0 为参考值，A 为热流密度波动的振幅，߱为波动频率，T 为周期。

本文采用焓转化法对相变材料进行求解，在储能发生相变过程中，满足的控制方程如下
[11, 12]:

ߩ߲

ݐ߲
+ (࢛ߩ) = 0 (3)

(࢛ߩ߲)

ݐ߲
+ ∇ ∙ (࢛࢛ߩ) ൌ െܲ (࢛ߤ)ή  ࡲ ()

ߩ
ܪ߲

ݐ߲
 (࢛ܪ)ήߩ = ∇ ∙ (ܶߣ) (5)

式中，ρ、u、t、P、μ、F 分别代表密度、速度、时间、压力、动力粘度和流体所受体积

力。H、T、λ分别是相变材料的总焓值、温度、导热系数。其中 F 为相变材料受热后，不可

压流体由密度变化引起的浮升力[13]，其计算公式为：

ܨ ൌ െߚࢍߩ൫ܶ െ ܶ൯ (6)

β为相变材料的热膨胀系数，g 为重力加速度，T 和 Tref 分别代表相变材料的即时温度及

参考温度。

式（5）中，焓值 H 的计算公式为：
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(7)

储能材料的相变发生在温度区间[ ܶ െ ߜܶ ， ܶ  ߜܶ ]内，hsl 为相变潜热，下标“s”“l”

分别表示固相和液相。

图 1 储能系统示意图



本文采用格子 Boltzmann 方法研究相变储能系统的动态响应特性。在格子 Boltzmann 模

型中，将相变储热单元简化为二维模型，对应的演化方程为[13]：

݂(ݔ ݁ȟݐǡݐ (ݐ߂ ൌ ݂(ݔǡݐ)−
1

τ
ൣ݂(ݔǡݐ) െ ݂

(ݔǡݐ)൧ Δܨݐ (8)
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1

τ
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(ݔǡݐ)൧ (9)

其中 fi，gi 分别表示密度分布函数和焓分布函数，上标“eq”表示平衡态，对应的平衡

态分布函数分别为[17-19]：
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其中，式（8）中外力项 Fi 可表示为：
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在格子 Boltzmann 数值模型中采用 D2Q9 的速度离散模型，其离散速度 ei和对应的权系

数为[20-22]：
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式中,ܿൌ οݔȀοݐ为格子声速，离散速度如图 2所示。

图 2 离散速度示意图

相变材料的密度，动量和焓值可通过以下公式计算得出：
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(18)

无量纲弛豫时间τ和τ的计算如下[16]：

τ =
ν

Δܿݐ ௦
ଶ

+ 0.5 (19)

τ =
α

Δܿݐ ௦
ଶ

+ 0.5 (20)

计算公式中出现的 ௦ܿ
ଶ代表声速，其计算表达式为 ௦ܿ

ଶ ൌ ܿଶ/3。本文中采用无量纲参数 Ra
作为考察变量，其表达式如下：

ܴܽൌ
݃Ⱦܮݍସ

αλν
(21)

无量纲时间[23]、温度表达式为：

∗ݐ =
Ƚݐ

ଶܮ
(22)

ܶ∗ =
ܶെ ܶ

ܶ െ ܶ

(23)

本文中的研究结果也均采用无量纲参数进行分析。

1.3 条件设定

本文设定相变储能单元受热为第二类热边界条件，其热流密度满足随时间分布的正弦曲

线。储能单元的四周为绝热边界，该储能结构为对称结构，因此在数值计算过程中选取一半

进行计算。具体简化如下图 3 模型简化示意图所示。

相变材料的 Ra 数设为 5000，Pr 数设为 1，Ste 数设为 1。

图 3 模型简化示意图

本文将正弦分布的热流设定不同的振幅（A=0~1.0）和周期（P=1~6），分别通过对比相

同周期下不同振幅以及相同振幅不同周期时储能系统的表现，来分析储能系统的动态响应特

性。输入热源如图 4所示。
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图 4 正弦变化的交变热源

1.4 模型验证

为了确保数值模拟结果的正确性，本文对方腔中相变材料的自然对流熔化进行了计算，

并将模拟结果与 Mencinger 的数值结果进行了对比如图 5所示。对比结果的误差在 2%以内，

本文研究所采用的模型能精确还原固液相变过程并追踪固液相变界面，因此本模型能够满足

模型验证要求。

图 5 模型验证对比

2 结果与讨论

2.1 储能系统对交变热源振幅的响应特性

本节中，交变热源的周期分别设置为 1，2，3，对比热源振幅分别为 0，0.2，0.4，0.6，
0.8 和 1.0 时储能系统的特性。
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图 6 不同周期下交变热源振幅对液相率的影响

如图 6所示，交变热源的周期分别为 1 时，相同时刻交变热源振幅越大相变材料的液相

率越高，储能速度越快。恒定热流时（A = 0），相变材料完全融化所需无量纲时间为 4.19，
交变热源振幅为 0.2，0.4，0.6，0.8 和 1.0 时，相变材料完全融化时间分别为 4.11，4.00，
3.82，3.52 和 3.13，相较于恒定热流时，融化速率加快了 1.9%，4.5%，8.8%，16.0%和 25.3%。

当振幅为 2 和 3 时，相变材料的液相率变化趋势表现出与热源变化相同的趋势。即输入

热源谐波为 2 或 3 个周期时，对应的液相率曲线也呈现 2 或 3 个“峰”。
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图 7 不同周期下（a）P=2，（b）P=3 交变热源振幅对平均温度的影响

当输入热源的振幅不同，对应的储能系统的平均温度也随之变化。输入热源的振幅越大，

储能系统的平均温度波动也越大。如图 7(a)所示，A=0 表示输入热源为恒定的热流密度，该

热流密度下相变材料的平均温度稳步上升；当输入振幅 A 从 0.2 变化到 0.8 时，相变材料的

平均温度随之波动，振幅越大对应的平均温度的波动也越明显，但整体走向仍呈上升趋势。

这说明，交变热源的相变储能系统在储能过程中的平均温度也出现类“交变”现象。

2.2 储能系统对交变热源周期的响应特性

输入热流密度的周期越大，说明交变热源变化越快。在热源振幅为 A=0.8 时，不同周期

下相变材料的液相率变化如图 8 所示（图中/以恒定热流 q0 作为对照）。当周期为 P=1 时，

相变材料液相率的变化曲线与恒定热流下相变材料液相率曲线差异较大，随着周期的增加，

相变材料的液相率曲线与恒定热流下液相率曲线逐渐靠近，当周期 P=6 时，交变热源下相

变材料的液相率几乎与恒定热源的液相率重合，说明相变材料储能速率对输入热源周期的增

加越来越不敏感。

相同条件下，对比相变材料融化过程中的平均温度，如图 9所示。图 9与图 7类似，当热

源的波动一个周期时，相应的无量纲平均温度也出现相似的变化趋势。图 7（a）中，无量纲

时间从 t*=0.55 到 t*=1.13 时，平均温度由 0.025 降低至 0.001；图 9 中当热源的周期变化时，

储能单元的平均温度也随之变化，当热源的热流密度由波峰降至波谷时，其平均温度也出现



不同程度的降低，这是由于在该时间段内，热源输入的热流密度呈快速减小趋势，导致输入

的热量对相变材料的温度影响远远低于高温相变材料向周围传热的速率，使得相变材料的平

均温度呈现降低的态势。

图 8 不同周期下相变材料液相率的变化

图 9 不同周期下相变材料液相率的变化

2.3 振幅和周期对总储能时间的影响

由图 10 可以看到，输入热源振幅和周期不同，相变材料熔化的时间也不同。周期 P=1
时，熔化时间受振幅影响较为明显，熔化速率已经在之前进行比较。当周期为 P=2，振幅由

0.2 增加到 1.0 时，熔化速率分别加快了 1.7%，3.6%，5.9%，8.4%和 10.9%；当周期为 P=3，
振幅由 0.2 增加到 1.0 时，熔化速率分别加快了 1.1%，2.3%，3.4%，4.5%和 5.6%。由图 10

也不难看出，随着热源周期的增加，相变材料熔化加快的速率趋于平缓，当输入热源的周期

越大时，熔化速率的提升越小。当输入热源的周期为 P=10，振幅 A=1.0 时熔化时间为 4.15，
相比恒定热流的熔化时间 4.19，只提高了 0.9%。由此可以推断，当输入热源的波动性较强

时，热源平均值是影响相变储能特性的主要因素，这种情况下，热源波动振幅的影响较小。
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图 10 不同输入热源时相变材料的熔化时间

2.4 储能系统动态响应的傅里叶变换分析

本节对振幅 A=0.8 周期 P=6 的输入热源对储能系统的影响进行分析。将该热流密度下

储能系统的无量纲温度 T 与恒定热源下的储能系统的无量纲温度 T0*进行对比，这里定义

一个新的物理量温度变化率ߪ，其计算公式如下所示：

ߪ =
ܶ∗

ܶ
∗ (24)

得到如下图 11所示的曲线。由图可知，输入交变热源后相变储能系统得温度变化率ߪ

呈现出“衰减”的正弦波，说明相变储能系统的相对温度值越来越稳定。
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图 11 A=0.8 P=6 热源与恒定热源时储能系统无量纲温度对比

对该波形图的数据离散后进行傅里叶变换，其结果也为相同的复数点，点的物理意义由

时域振幅转变为频域振幅。其中经过傅里叶变换后的振幅和相位可表示为[24]：

)ܣ| )݇| = ඥܴଶ( )݇ + )ଶܫ )݇ (25)

߮( )݇ = arctan[ܫ( )݇/ܴ( )݇] (26)

式中，R(u)和 I(u)分别表示傅里叶变换的实部与虚部。其表达式为：

ܴ( )݇ =  )ݔ )݊ ൬ݏܿ
ߨ2

ܰ
݇݊ ൰

ேିଵ

ୀ

,݇= 0,1,2 …ܰ − 1 (27)

)ܫ )݇ =  )ݔ ൬݊ݏ݅݊(
ߨ2

ܰ
݇݊ ൰

ேିଵ

ୀ

,݇= 0,1,2 …ܰ − 1 (28)

经过傅里叶变换后的实部与虚部图谱如图 12(a)，幅值和相位图谱如图 12(b)所示。由图

12(a)可以看出，在频率为 0 的位置实部 R(k)值较大，在频谱分析时，傅里叶变换实部与虚

部都会除以 N（采样数目），来表达信号真实幅值大小。而该处幅值恰为输入交变热源中



q0 大小。q0表示的恒定热流，其对应的相位也为 0（在图 12(b)的相位图中可以看出）。
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图 12 傅里叶变换后 (a)实部与虚部图谱，(b)振幅和相位图谱

在图 12(a)的虚部图谱中，出现一个向下的尖峰，该尖峰位置对应的输入热流的谐波频

率。

3 结论

综上所述，交变热源输入的相变储能系统其特性也显示出与输入热源类似的波动。在输

入热源周期较小时，相变储能系统的储能速率受振幅的影响较大；随着输入热源周期的增大，

振幅对储能特性的影响逐渐减弱。除了对一般的案例进行研究和对比，还对储能系统的温度

变化率进行了傅里叶变换，将时域信息转换为频域信息，来分析输入热流和储能系统之间的

联系。但是本文中傅里叶分析较为浅显，输入热流与储能系统的深层响应联系还需要继续研

究和探索。
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摘要：结冰结霜现象给日常生产生活带来诸多不便，疏水性微结构表面是阻止或延迟结冰结霜的有效

对策，然而，存在结构尺寸小，严寒下抗结冰能力弱及机械强度低等问题。制备三种不同尺寸（200 μm、

400 μm 和 800 μm）微柱结构表面用于防冰性能的测试和机理分析。在超低温（低于-ܗC）条件下，

通过实验观测液滴的润湿态、结冰时间及结霜等指标，结合液滴润湿及能量传递等理论模型，阐明微结

构表面对于原始光滑表面抗结冰性能的提升。

关键词：微结构，疏水性，润湿态，防除冰，超低温。

0 前言

表面结冰现象广泛存在于能源利用[1-3]、通讯[4]、交通运输[5]和航空航天[6]等应用领

域。南极洲沃斯托克地区观测到地球上有记录的最低室外气温-89.2୭C [7]。我国的青藏高

原地区海拔每升高 1千米，温度降低6୭C。结冰成为一个全年性长期存在的问题尤其是在

高海拔和靠近两极地区。表面积冰过多导致重量增加，散热能力减小，气流受阻，热性

能和应力变化引起机械疲劳等。因此，抑制表面结冰对设备正常运行和安全生产具有重

大的科学意义和应用需求。

传统的除冰策略依赖于机械、电力或太阳能引起冰-基体界面的变形[8]或直接融化表

面积冰[9]如果冰不可避免在表面形成。然而，通常成本高、效率低且受环境因素影响大。

因此，表面被动防冰具有重要意义，其中，润湿性是一个关键影响因素。与亲水表面相

比，疏水表面降低了水/冰在表面粘附的可能性[10]。润湿性与表面几何形貌或化学性质密

切相关[11]。例如，具有低表面能的氟化涂层有效抑制严寒环境下表面结冰[12]。随着仿生

表面工程的兴起[13]，仿造自然界中的“荷叶效应”[14]，制备微纳结构超疏水表面有助于

提高表面防冰性能[15]。液滴在拉普拉斯压力的作用下保持在结构体的顶部，形成所谓的

Cassie 态[16]，形成的气垫（气穴）显著提高了液滴的接触角，降低接触角滞后，且增强

液滴移动性，如在表面滑动和弹跳[14, 17]。此外，液滴与基体之间接触面积的减少阻碍了

异质冰晶成核并延长了结冰时间。附着力的减小使除冰更高效，且消耗能量更低。因此，

了解液滴在微结构表面的润湿机理，有助于提高液滴自清除能力、延长结冰时间、减少

冰对表面的粘附等。

疏水性微结构表面对于抑制结冰具有较大的应用前景，然而，目前还主要局限在实

验室表面测试，且只能在短时间和特定的环境条件下保持较强抑冰性能[18]。在超低温和

1 基金项目：中央高校基本科研业务费专项资金资助（2022JBMC031）
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高湿度环境[19, 20]下，水蒸气在微结构内部凝结形成 Wenzel 态液滴[21]。 液滴与粗糙表面

之间增大的表面积加快了热传递，从而缩短了结冰时间。微结构也可能因相变过程中冰

的膨胀而损坏。当 Wenzel 态冰晶形成时，冰晶锚定在结构空腔内部[10]，粘附力的增大使

除冰更加困难。因此，微结构表面使液滴保持 Cassie 态从而有利于抑制结冰，然而液体

浸入微结构形成 Wenzel 态，除冰变得更加困难。这表明具有疏水性的表面并不等同于具

有疏冰性能[22]。问题的焦点在于如何防止 Wenzel 态冰晶的形成以及抑制表面积冰。

表面的抗冰能力还取决于结冰过程中的热力学或动力学因素。具有超疏水特性的微

结构尺寸(50 nm - 10 μm)通常大于冰晶成核所需的临界尺寸 (< 10 nm) [23]。较小的纳米

颗粒结构导致更强的疏水性和疏冰性能[24]。由于冰核形成的空隙较少，暴露于过冷气流

中的纳米结构表面的抗冰性能优于微纳层级结构表面[25]。然而，微结构或微纳层级结构

表面对于液滴或过冷水冲击具有更好的防冰性能，因为更多的气穴可以排斥毫米级宏观

尺度的水滴。通过设计微纳层级结构或闭孔结构来增加拉普拉斯压力[14, 26]，可有效抑制

Wenzel 态液滴的形成。制备更致密的结构可避免液滴浸润至微结构内部和原位结冰的发

生，然而，更致密的表面结构不利于形成超疏水性。此外，在没有化学修饰或涂层的情

况下，Cassie 态冰极易粘附在金属表面。受“猪笼草”[27]启发，润滑液多孔表面（SLIPS）
具有出色的排斥液滴能力和低接触角滞后，在防冰和除冰中起着重要作用。然而，SLIPS

的耐久性较差，经过多次冻融循环后，润滑液耗尽，抗冰能力显著降低。近年来提出的

另一种防冰概念是水基自润滑表面。表面离子凝胶可有效降低冰晶异相成核温度。冰滴

底部的水层具有良好的润滑作用，降低了冰的附着力并提高了除冰性能[28]。 然而，这些

方法对特定环境条件有效，后续研究将关注具备广泛应用场景的通用防冰表面。

此外，另一个研究重点是开发高强度、化学和物理耐用型的超疏水表面，用于严寒

环境条件下的防冰应用[19, 29]。由于纳米颗粒与表面的附着力较差，通过自组装或涂层制

成的结构表面通常很容易被机械力所破坏[30]。原始表面[31]或化学蚀刻、溶剂或溶液处理
[32]（“自上而下”）等方式有利于得到高机械强度与耐久性表面。通过简单的砂纸研磨

可以制备坚固的疏水微结构表面[33]，也可以通过激光切割[34]或等离子蚀刻[35]的方法获得

理想的结构尺寸，以呈现最佳的疏水/疏冰特性。 激光切割能够获得更小、更尖的结构

具有更大的能量势垒，防止液滴从 Cassie 态转变为 Wenzel 态，并减少液-固接触面

积以延缓结冰[36]。这促使寻求可靠的微结构表面兼具高抗冰性能和持久的冻融循环周期。

微结构超疏水表面可以抑制结冰，但在严寒潮湿环境下无法实现完全防冰和具有较

弱的除冰能力，Wenzel 态冰晶的形成削弱了其防除冰性能。此外，随着液滴粘度和冰晶

成核速率的增加，液滴会更加容易粘附在表面，防冰性能减弱[30]。 因此，本研究主要针

对零下超低温（-30℃以下）与不同湿度条件（相对湿度 20%～70%）下的防冰测试。设计

较大的微结构可以具有较强的机械性能。表面防除冰性能可以参考液滴润湿态、结冰时

间、冰的粘附性及抑制结霜能力等指标。最后，结合实验理论分析并揭示了防冰表面的

物理机制。

1 实验方法
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1.1 实验装置

图 1（a）所示的实验装置是根据制冷系统(图 1（b）)工作原理设计而成。蒸发段冷

却平台为研究微结构表面的防冰性能提供所需的温度条件。制冷系统由压缩机、冷凝器、

膨胀阀和蒸发段组成。回路中放置储液罐用于储存足够的制冷剂（R134a）供循环使用，

干燥器用于吸收系统中的微量水分，过滤器用于去除回路中的杂质。在实验准备阶段，

1kg 的制冷剂通过压缩机充入储液罐。通过设定水浴冷凝器合适的温度及控制回路内制

冷剂的流量来调节测试表面的温度。蒸发段最低温度可达到-35୭C。测试基材(图 1（c）)
是一块 0.5 cm 厚和 4 cm2的铜块，放置在蒸发段的冷却平台上。设置用于光学观察的可

视化系统和用于温度测量的数据采集系统进行观测和记录。数据采集设备（Agilent）用

于获得冷却平台、铜块和大气的温度。通过温度梯度计算热流密度如图 1（c）。成像可

视化系统由倾斜接触角测量仪（SDC-350）和显示设备组成。CCD 相机用于观测静态和

动态液滴结冰和表面结霜过程。

(a)
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(b)

(c)

图 1 （a）实验装置实物图（b）实验装置示意图（c）测试表面

1.2 测试表面

测试表面用激光切割得到不同尺寸的微柱型阵列结构，表面微结构尺寸为 200 μm、

400 μm 和 800 μm，其中微柱间距与微柱尺寸相同。微结构表面在显微镜下如图 2 所示。

选择大小不同的液滴（2 μl、5 μl、10 μl、15 μl 和 20 μl）进行实验测试。液滴的体积通

过微量移液器定量得到，从室温容器中取出并轻放置过冷表面。为了模拟实际环境中过

冷态液滴，使用冰水（冰与水混合物）进行结冰测试。结冰时间从水滴接触表面开始到

完全冻结停止。
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图 2 不同尺寸的微柱阵列结构表面（200 μm, 400 μm and 800 μm）

2 结果与讨论

为了评估原始铜表面和微柱结构表面的疏水性和疏冰性能，在室温和零下温度条件

下测量液滴的润湿态和接触角。在铜块与冷却平台接触的初期，铜块表面为无霜或轻微

结霜状态，对液滴的结冰测试影响可忽略不计。

在超低温和高湿度条件下，虽然微结构对大尺度液滴具有良好的疏水性，但表面冷

凝液滴在微结构空腔和结构内部结冰会破坏防除冰性能。相邻冰晶间的桥连导致冰的进

一步积聚，当冰层厚度接近或超过微结构的高度时，液滴将直接与冰层接触，导致微结

构的液滴排斥能力降低。而较大微柱可以很好阻挡饱和湿空气流向基体底部，因此冰晶

仅在微结构的上表面形成，气穴仍然存在，可有效排斥液滴。

2.1 疏水性测试
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图 3 不同尺寸的微柱阵列结构表面（200 μm, 400 μm and 800 μm）

图 3 显示了室温下微结构表面液滴的接触角和润湿态。以宏观尺度液滴（5μl，10μl

和 20μl）作为测试样品，液滴在 200 μm 和 400 μm 微柱结构表面呈 Wenzel 态或 Cassie
态，在 800 μm 微柱结构仅呈现 Wenzel 态。微结构尺寸减小，疏水性增加，液滴保持

Cassie 态，从而排斥水滴。原始铜表面接触角超过90୭，呈疏水性。对于 800 μm 微结构

表面，水滴浸润到微结构内部，而形成 Wenzel 态。对于 200 μm 微柱结构表面，Wenzel
态最大接触角为134୭。而 Cassie 态获得了较大的接触角144୭，这归因于液滴下方的气

穴。因此，应选择较小尺寸微柱，如微纳米尺度，以获得较强的疏水性。

图 4 液滴在不同表面的润湿状态 (a) 光滑表面（Young） (b) Wenzel 态 (c) Cassie 态

液滴与固体表面接触，接触角是固-液、固-气和气-液界面张力之间平衡的量度。微

结构可以影响液滴在表面的润湿性。当接触角大于 90度时，表面疏水，反之，表面亲水。

微结构尺寸、间距和几何形状是影响润湿性的主要因素。液滴接触角的经典理论有 Young

的光滑表面（图 4（a））、Wenzel 模型（图 4（b））和 Cassie 模型（图 4(c)).Young

模型理论适用于化学成分均一且绝对光滑的表面。 然而，实际中，固体表面具有不均匀

的化学成分和一定的粗糙度。

在光滑表面上，表面接触角满足 Young 方程，液滴的固有接触角（ߠ）和两相间界面

张力满足

�ൌߠ��
ఙೞೡିఙೞ

ఙೡ
(1)
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其中ߪ௦௩, ௦ߪ 和 。௩分别表示固-气、固-液和液-气之间的界面张力ߪ Wenzel [21]发现

粗糙表面增强了原始表面的润湿性。由于固液相互作用，粗糙表面的实际面积大于投影

面积，表观接触角（ߠ）受表面粗糙度（r）和原始表面接触角的影响。

cosߠ௪ = =ߠcosݎ ݎ
ఙೞೡିఙೞ

ఙೡ
(2)

௪是ߠ Wenzel 态的接触角。 表面粗糙度定义为实际表面与几何表面的面积比。 然

而，一些亲水性材料也可以通过特殊处理产生超疏水表面（SHS），这无法用 Wenzel 理

论来解释，而且当固体表面由不同的化学物质组成时 Wenzel 模型也不适用，说明 Wenzel

理论也有一定的局限性。随后，Cassie 和 Baxter 在 1944 年[16]根据液滴在表面微结构

上的形态建立了新的接触角关联式，并提出当液滴在粗糙固体上表面接触，下方的空气

形成气穴 , 实际固液接触面积减小, 表观接触角满足

cosߠ = ௦݂ܿ +ߠݏ (1 − ௦݂) 180୭ݏܿ = ௦݂ܿ +ߠݏ ௦݂− 1 (3)

是ߠ Cassie 态的接触角。如前所述，݂௦是液体和固体接触的比表面系数。根据 Cassie

的模型，表面能低的粗糙表面表现出超疏水性，固液接触面积减少，水滴容易从表面滑

落。
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图 5 液滴在光滑表面、Cassie 态和 Wenzel 态的接触角以及 Cassie 理论预测

图 5 表示液滴在光滑铜表面及微结构表面呈现 Cassie 态和 Wenzel 态的接触角，

分别给出了 Young 和 Cassie 模型中接触角的理论预测。由于微结构作用，液滴处于

Wenzel 态或 Cassie 态时，得到较大的接触角。Cassie 态液滴在微柱结构表面的比表面分

数 fsl为 0.25。对于较大的微柱结构（400 μm 和 800 μm）滴接触角偏离理论预测，因为

液滴下方有限数量的微柱导致较大的 fsl。

2.2 疏冰性测试

图 6 液滴在光滑表面、Cassie 态和 Wenzel 态接触角以及 Cassie 理论预测

为了测试疏水性表面的防冰性能，图 6 比较了在 -10°C 和 -30°C 温度条件下微结

构表面液滴的润湿态和接触角。在 -10°C 时，液滴在开始结冰前可以调整到适当润湿态

（即能量最小化状态），随着温度降低，表面张力增加，三相接触线处界面开始结冰，

与室温下测量的接触角相比，接触角明显减小，而且，微结构表面液滴全部呈 Wenzel 态，

经过多次实验尝试都难以形成 Cassie 态液滴。在这种条件下，由于液滴结冰时间长，液

滴撞击超疏水表面(SHS)可以完全反弹而脱离表面。SHS 上液滴的回弹行为与结冰速率

直接相关，因为决定了液-固界面的接触时间和接触面积。 因此，在 -10°C 时 SHS 具有

防止撞击水滴在表面结冰的能力，相反，普通微结构疏水表面因形成 Wenzel 态冰滴抑冰

性能较弱。在-30°C 时，超低温表面加速了冰晶成核和液滴结冰过程。如果冰晶成核时

间比液滴响应时间短，水滴在与表面接触时冻结。 此外，液滴的粘度随着表面温度的降

低而增加，液滴倾向于附在微结构的顶部而形成 Cassie 态，从而阻止 Wenzel 态冰滴的

形成。例如，所有液滴在 -30°C 时都处于 Cassie 态，并且具有更大的接触角。 尽管放

置在表面上的水滴没有与撞击水滴相同的初始动能，然而微结构之间存在大量气穴，大

大增加了气液界面，阻止了冷凝水滴渗入空腔，使液滴保持 Cassie 态，疏水性能大大提

高，从而具有良好的防除冰性能。

因此，液滴的接触角和润湿态是影响防除冰过程的重要因素。较大接触角，较小液

-固接触面积可有效抑制结冰。冰与过冷表面之间的接触面积减小导致较小的附着力，亦



9

会降低除冰的难度。在-10°C 时，液滴形成 Wenzel 态，在几十秒后结冰，增加的冰-固
接触面积使除冰更加困难。在 -30°C 时，液滴在与表面接触后立刻结冰并形成 Cassie
态冰滴。较小的冰-固界面在加热融化后使冰块快速分离。

2.3 结冰时间

液滴响应时间、冰晶成核时间和液滴结冰时间是液滴结冰过程的重要指标。液滴结

冰时间（几秒）比液滴响应时间（几微秒）高三个数量级。结冰时间受液-固接触面积、

表面温度、接触角的影响。液滴与过冷表面之间的能量传递包括热传导、热辐射和热对

流。光滑表面与液滴之间传热量(ܹ ௗ,௦)满足

ܹ ௗ,௦ = ܹ ௗ + ܹ௩ + ܹ ௗ. = −
ௌ(்ି ் )

∗
− )ܣߪߝ ܶ

ସ− ܶ
ସ)− ℎܣ( ܶ − ܶ ) (4)

液滴与表面的接触面积将直接影响液滴结冰时间。 ܹ ௗ表示液滴与表面的热传导，

ܹ௩ 表示液滴对周围环境的对流传热，ܹ ௗ.表示液滴与周围环境的热辐射，݇是铜的

热导率。߉是液滴的体积，A 是液滴与周围环境空气接触的面积。݈∗是热传导特征长度。

是ߪ Stefan-Boltzmann 常数，ߝ是热辐射系数（0.98），ℎ 是对流传热系数。 ܶ是周围

大气的温度。St为液滴与表面的投影面积（πݎଶ），ݎ为液滴的接触半径。

对于 Cassie 态液滴，液滴传热量(ܹ ௗ,)满足

ܹ ௗ, = −
ೞௌ(்ି ் )

∗
+ ℎ(1 − ௦݂) ௧ܵ( ܶ − ܶ) − )ܣߪߝ ܶ

ସ− ܶ
ସ)− ℎܣ( ܶ − ܶ ) (5)

因此，液滴在光滑表面上的结冰时间 (ௗ,௦ݐ) 为

ௗ,௦ݐ =
ೞ 

ௐ ,ೞ
(6)

ℎ௦是水的固液潜热。 ݉ ௗ 是液滴质量。 Wenzel 态液滴在微结构表面的结冰时间

(ௗ,ݐ) 为

ௗ,ݐ =
ೞ 

ௐ ,
(7)

液滴润湿态在温度为-10°C 和-30°C 时存在差异。对于-30°C 超低温条件下，理论上

较高的传热速率使液滴在较短时间内结冰。然而，液滴呈 Cassie 态延长了液滴在光滑表

面的结冰时间，甚至比在较高温度条件下而处于 Wenzel 态液滴的结冰时间更长。例如，

在-18°C 时，10 μl 液滴呈 Wenzel 态，在光滑表面、200 μm、400 μm 和 800 μm 微结构表

面的结冰时间分别为 12 s、12 s、16 s 和 6 s。 在-30°C 时，10 μl 液滴呈 Cassie 态，在

光滑表面、200 μm、400 μm 和 800 μm 微结构表面的结冰时间分别为 4 s 、15 s、19 s 和

9 s。 因此，400 μm 微柱结构表面从延长结冰时间角度具有较好的抑冰性能。结冰时间

随接触角的增加和固液接触面积的减少而延长。
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图 7 在-30°C 光滑表面和微结构表面，液滴结冰时间随液滴体积的变化及理论预测

图 7 测量了在-30°C 光滑表面及微结构表面不同体积（2 μl、5μl、10 μl、15 μl 和 20
μl）液滴的结冰时间。相比较光滑表面，液滴在微结构表面呈 Cassie 态，需要较长时间

才能完全冻结（顶部出现冰尖）。液滴的结冰时间随液滴的体积增大而增大。2 μl 和 5 μl 

Cassie 态液滴的结冰时间与理论存在偏差是由于液滴接触微柱数量有限。结冰时间由长

到短依次为 Cassie 状态滴、光滑表面滴和 Wenzel 状态滴。基于液滴传热机制的理论模

型较好预测了实验中测得的结冰时间。

2.4 结霜
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图 8 -30° C 表面温度 60%相对湿度不同尺寸微柱结构（200 μm，400 μm，800 μm）表面结

霜

如图 8 所示，在自然空气对流条件下，光滑和微结构表面均发生结霜现象。实验观

察发现结霜出现在 200 μm 微柱结构的所有表面，然而，仅出现在 400 μm 和 800 μm 微

柱的顶部。在表面温度为-30°C 和相对湿度为 60%条件下，200 μm 微柱结构表面结霜时,
霜层遮盖了原有的微结构而形成 Wenzel 态冰晶，因此，防除冰性能变差。随着微结构尺

寸变大，结霜现象仅出现在 400 μm 和 800 μm 微结构上表面。

对于尺寸较小的微柱（例如 200 μm），微结构底部和顶部都与湿空气接触而形成

霜层，霜层不易融化并不断生长直至完全覆盖原始微结构，表面的润湿性和超疏水性减

弱不利于防冰。对于 400 μm 和 800 μm 的微柱，即使暴露于潮湿空气 30 分钟，气

孔仍然存在，有利于防除冰。

3 结 论

疏水微结构表面可以增强防冰性能，然而取决于液滴在表面的润湿状态。在室温下，

较小尺寸微柱（200 μm 和 400 μm）形成 Cassie 态液滴，随着微柱尺寸和间距的增加，

液滴浸润到微结构中呈 Wenzel 态。在-10°C 时，接触角随温度降低而减小，形成 Wenzel
态液滴，因此，防冰性能较差。 然而，在-30°C 超低温条件下，由于粘度增加减慢了液

滴运动和冰晶成核加快了结冰速率，微结构表面形成 Cassie 态液滴延长了光滑表面上液

滴结冰时间。此外，表面与湿空气接触发生结霜现象。微柱的尺寸对抑制结霜效果明显。

由于结霜发生在 200 μm 微结构内部，霜层的生长阻碍了微结构表面形成Cassie 态液滴。

随着微柱尺寸的变大，结霜仅发生在微结构的顶部，原始微柱和初始霜层阻碍了湿空气
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流入结构间隙而保留大量气穴。总之，随着微柱尺寸的增加，疏水性降低，在室温和零

下温度条件下倾向于形成 Wenzel 态，然而，在超低温表面形成 Cassie 态液滴，减小了冰

-固接触面积和产生大量的气孔有利于防除冰。400 μm 微柱结构表面在超低温条件下具

有良好的机械强度和最佳的防冰性能，包括结冰时间长，冰固接触面积小，抗霜除冰能

力强。
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摘要：本文制备了一种应用于锂离子电池的无源热管理及热失控防护的复合相变材料。在绝热条件下，

通过加热棒的温度变化情况筛选出最佳配比的 CPCM。使加热棒以 3 W、8 W 的功率升温，模拟电池

的正常工作状态，CPCM 的潜热储热分别将相变平台持续 20~40 min、10~15 min；使加热棒以 100 W

的功率升温，模拟电池的非正常工作状态，CPCM 的热化学储热将加热棒表面达到 130 ℃的时间由 50 s

延迟至 180 s、将材料外侧达到 130 ℃的时间延迟至 430 s，延缓热失控的发生与蔓延。

关键词：锂离子电池、水合盐、复合相变材料、热管理、热失控

0 前言

锂离子（Li-ion）电池作为电动汽车及储能系统中应用最广泛的电池，具有高工作电

压、高能量存储容量和高循环寿命。锂离子电池的工作效率、安全性能和循环寿命一直

是个值得关注的问题。由于其对工作温度极其敏感，最佳工作温度在 15 ℃-35 ℃之间，

温度过低或过高会导致电池性能下降、容量损耗、寿命缩短。温度分布不均匀会进一步

降低电池容量、影响循环寿命。在锂离子电池运行过程中，除了正常充放电的反应外，

还存在着大量副反应。在电池温度正常和电压范围正常时，这些副反应不会发生，一旦

电池温度过高或者是充电电压过高的情况发生，比如：内部短路、过度充电、发生碰撞，

这些副反应就会被引发。这时，如果电池内产生的热量没有得到及时疏散，就极易引起

电池内部温度和压力急剧上升，最终使得电池进入一个无法调控的正反馈自加温状态，

即热失控状态[1]。与此同时，若没有相关防护措施，邻近电池温度也可能会激增，导致

电池组内热失控繁衍。

目前，应用于锂离子电池的热管理系统（BTMS）可分为主动（有源）、被动（无源）

以及混合系统。有源 BTMS 如在电池组中采用强制空气对流或液体（水、油或冷却剂）

循环；无源 BTMS 通常采用空气自然对流、相变材料（PCM）冷却、热管冷却等[2]。在

正常工作条件下，BTMS 可将温度控制在 50 ℃以内，同时控制电池间温差小于 5 ℃。

然而，在热失控期间，电池在短时间内释放出大量热，控制热失控期间产生的热量比控

制正常运行期间产生的热量要困难得多，这对BTMS提出了更高的要求。通常需要BTMS
将电池温度保持在 120 ℃以下，这是热失控的阈值温度，以防止在极端条件下发生火灾

的风险[3]。防止电池热失控和热失控蔓延有两种主要策略：防止电池之间的热传递或使

用储热材料吸收产生的热量[4]。

传统相变材料冷却作为一种无源被动式冷却技术，可以在相变期间吸收热量，无需

附加供能。但是其温控范围有限，无法在更宽的温域范围内对电池进行有效的热管理、



抑制热失控，通常与其他冷却手段耦合，这也增加了系统的成本和复杂性。水合盐材料

作为一种无机相变材料，较于常用的有机相变材料具有阻燃性、价格便宜、潜热较高等

优点；同时作为一种热化学储热材料具有储热密度高、储热体积小、热损失小和安全环

保等特点。因此水合盐材料同时具有相变和热化学的两段储热能力，可以高效的进行热

量储存与释放，不仅可以用于电池正常运行期间的热管理，还可以用于抑制热失控的发

生与蔓延[5]。水合盐的脱水与吸水过程可以描述为如下可逆反应：

ܵܽ ∙ݐ݈ +ݔ) ଶܱ(௦)ܪ(ݕ +ܳ
ௗ௬ௗ௧/௬ௗ௧
ር⎯⎯⎯⎯⎯⎯⎯⎯⎯⎯⎯⎯⎯⎯⎯⎯⎯ሮ ܵܽ ∙ݐ݈ ଶܱ(ௌ)ܪ(ݔ) ଶܱ(/)ܪݕ+

迄今，众多学者对水合盐材料的机理与性能进行了大量研究，并证明出其十分具有

应用前景。水合盐材料也被应用于热交换器、家庭储热装置等领域[5]。但是还有许多水

合盐材料只停留于实验室研究阶段，没有进一步进行应用研究，有关于水合盐在（电池

热管理系统）BTMS 中的应用的研究文献更是稀少。因此，本文对水合盐材料进行改进，

并筛选出最佳配比，制备出适用于不同工况下的锂离子电池热管理与热失控防护的复合

相变材料，并为一种可同时兼顾电池热管理与热失控防护的无源电池热管理方法提供参

考。

1 水合盐复合相变材料的制备

1.1 材料选择

在水合盐材料中，Na2SO4·10H2O 具有较高的潜热值，比其他常用水合盐材料的相

变潜热高；来源广、价格低，且在太阳能蓄热领域已有广泛应用。目前，众多学者针对

十水硫酸钠材料及其复合材料的性能研究已有丰厚的基础，但其应用研究还相对甚少。

因此本文设想用 Na2SO4·10H2O 为主材料，制备一种应用于锂离子电池热管理及热失控

防护的新型材料。

制备复合相变材料（CPCM）所使的用药品如表 1。
表 1 实验药品列表

药品名称 化学式 简称
相变温度

℃ 

相变潜热

kJ/kg
外观 作用

十水

硫酸钠
Na2SO4·10H2O SSD 32.4 250.8 [6,7] 白色晶体 相变材料

十二水磷

酸氢二钠
Na2HPO4·12H2O DHPD 35 256.6 [8]

白色结晶

粉末
相变材料

羧甲基

纤维素钠

C6H7O2(OH)2O
CH2COONa]n

CMC / /
白色纤维

状粉末
增稠剂

膨胀石墨 C EG / / 蠕虫状 多孔介质

Na2SO4·10H2O 与 Na2HPO4·12H2O 是常见的相变储能水合盐材料，在受热情况下析

出结晶水（熔化）而吸收外界热量，在冷却情况下水合（凝固）而对外界释放热量。但

水合盐通常在相变过程中会发生过冷和相分离现象，导致性能不稳定[9]。对于减小水合



盐材料的过冷度，最有效的方法就是加入成核剂（也叫防过冷剂），成核剂的加入可起到

“晶种”的作用，使相变体系在亚稳态就可结晶以达到降低过冷度的作用[10]。运用于以

Na2SO4·10H2O 为主材相变材料的成核剂主要有 Na2HPO4·12H2O、Na2B4O7·10H2O、

Li2B4O7·10H2O、(NH4)2B4O7·10H2O 等[11]。相分离会减小盐溶液的浓度以至于共晶浓度，

不利于体系的再次结晶，导致蓄冷材料的相变温度和相变潜热等物性发生变化[6]。防止

相分离的方法主要有搅动振动法、浅盘容器法、增稠剂法、额外水法和化学修正法等[12]。

1.2 复合相变材料的制备

已有的研究[9]提出，按 80% Na2SO4·10H2O 与 20% Na2HPO4·12H2O 的质量分数配置

成共晶盐体系（SSD-DHPD），可以有效消除单一水合盐的过冷现象和一定的相分离现象。

因此再加入相对于 SSD-DHPD 质量分数 5%的 CMC，以消除相分离现象。在 50 ℃水浴

条件下，磁力搅拌 30 min 使三者混合均匀制成混合材料，中途可加入少量水以补充加热

过程中水蒸气的损耗。

然而，上述水合盐相变材料仍存在导热率低、宏观形态不稳定等问题。根据文献[13-15]，

膨胀石墨的紧密片层结构可以有效降低复合材料的热阻，形成更高效的传热网络，将纯

水合盐材料的导热系数提高至 8 倍以上。因此考虑加入膨胀石墨（EG），EG 作为一种多

孔介质材料，不仅可以有效提高水合盐材料的导热率，增强换热性能，还可以使材料整

体结构稳定，宏观上始终呈固态、具有一定支撑力，并使水合盐分布均匀。本文选择相

对于 SSD-DHPD-CMC 体系质量分数分别为 5%、10%、15%的 EG。将 EG 少量多次的

加入水合盐混合材料中，为了确保水合盐可以充分并均匀地吸附在膨胀石墨的孔隙中，

机械搅拌 2 h 制成 CPCM。并通过热管理与热失控实验共同选择出 EG 质量分数最合适

的 CPCM。

最后，使用压制模具将不同 EG 含量的 CPCM 制备成密度为 1 kg/cm3、内径为 18.5
mm、外径为 29.5 mm、厚度为 5.5 mm、高度为 65 mm 的筒状结构，具有一定硬度，形

态稳定。CPCM 的制备过程如图 1。

图 1 CPCM 的制备过程



2 热管理与热失控实验

2.1 电池生热模型

基于安全考虑，本研究采用与 18650 电池尺寸相同的加热棒（φ18×65 mm），电阻

为 170 Ω，并使用直流电源为加热棒加热，来模拟电池在充放电过程中的生热。根据文

献[16]，在电池正常充电和放电过程中，温度也会以非线性的趋势上升，电池的发热量与

放电倍率呈二次函数关系，即 P=0.1757 C2-1.228×10-4 C+2.7063×10-15。具体电池发热功

率和充放电倍率的数值关系如表 2 所示。本研究的电池热管理实验涉及到的加热棒发热

功率为 3W、8 W，对应 18650圆柱型锂离子电池的充放电倍率分别为 4.132 C和 6.748 C。
表 2 电池生热量表

生热量 3 W 8 W

放电倍率 4.132 C 6.748 C

2.2 加热棒实验

将制备好的筒状 CPCM 套在加热棒外部，并在加热棒表面中间位置与 CPCM 外侧

表面中间位置贴上两片 K 型热电偶（测试范围为 0~200℃，测温精度为±0.5℃），热电偶

连接温度数据采集仪，记录 CPCM 内侧（即加热棒表面）与外侧的温度变化情况。整体

装进内径为 30 mm 的耐高温石英管中，并在外部严实覆盖厚度为 5 cm 的保温棉，制造

相对绝热的环境。实验装置概念图如图 2。

图 2 实验装置概念图

通过直流电源为加热棒加热的电流与电压由以下焦耳定律及欧姆定律确定：

ܳ = ଶܴܫ (1)
ܷ = ܫܴ (2)

其中，Q 为加热棒的加热功率，I 为直流电源输出电流，U 为直流电源输出电压，R
为加热棒的电阻，忽略导线与连接位置的电阻损失。

如下表 3，控制直流电源的输出电压与电流，使加热棒的发热功率为 3 w、8 w 来模



拟电池在正常充放电下的发热情况；使加热棒发热功率为 100 w 来模拟电池在热失控条

件下的发热情况。并设定截至温度 130 ℃：当材料外侧温度达 130 ℃，停止计数。

表 3 直流电源输出功率、电压、电流

输出功率 3 W 8 W 100 w

电压 23.5 V 38 V 131 V

电流 0.15 A 0.22 A 0.8 A

3 结果与讨论

3.1 CPCM 的电池热管理性能

基于上述特性，分别测定加热棒在 3 W、8 W 发热功率下温度变化情况（3 W 约为

18650 电池在 4 C 放电倍率下放电的发热功率，8 W 约为 6.7 C），来模拟电池在正常充

放电情况下，不同 EG 含量的 CPCM 对电池的控温效果。并设定无材料包裹的加热棒与

传统相变材料石蜡包裹的加热棒两组对比组，石蜡以 5.5 mm 的厚度均匀包裹在加热棒

表面，与 CPCM 一致。

3.1.1 在 3 W 加热功率下的温度变化

如图 3（a）所示，为绝热环境下，不同 EG 含量的 CPCM 包裹加热棒以及石蜡对比

组，以 3 W 功率加热，前 60 min 加热棒表面温度与材料外部温度随时间的变化情况。可

以看出，CPCM 和石蜡包裹的四组的温度曲线的斜率都呈现相同的趋势，即在 30 ℃左

右处达到材料的熔点，出现一段相变温度平台，平台时间持续 20~40 min。材料的熔化

可以有效降低加热棒的升温速率，延缓加热棒的升温。由于 CPCM 具有更高的储热密度，

可以确保 CPCM 组的加热棒表面温度明显低于石蜡组。同时，随着 EG 含量由 5%增加

到 15%时，由于导热系数在提高，加热棒产生热量可以更快向外侧传递，材料内外部的

温差减小；但是水合盐含量在降低，相变的平台时间也在缩短。综合比较膨胀石墨含量

5%、10%、15%的三组温度曲线，在绝热环境中以 3 W 的功率加热，10% EG 含量的 CPCM
组温度明显低于其他组，控温效果最好。

图 3（b）为以 3 W 功率加热、包括两组对比组的整个升温过程温度曲线。没有材料

保护的加热棒在 100 min 内温度就上升到了 130 ℃，升温速率较大。虽然石蜡以及 CPCM
两种材料都能够在长时间内将加热棒的温度控制在 130 ℃以内，但是石蜡组的温度在后

期明显高于 CPCM 组。这是因为当 CPCM 温度达到 100 ℃左右时会脱出大量水分，同

时汽化带走大量热，在这期间加热棒的温度会停留在 100 ℃，并将温度保持在 115 ℃以

内，与外界达到热平衡。然而石蜡并没有这个平台期，所以温度会继续上升直至达到加

热与散热平衡，并且由于导热率低，内外温差比较大，加热棒的热量不能快速向外侧传

递。同时可以发现，5% EG 的 CPCM 由于膨胀石墨的含量较低，材料内外部温差较大；

15% EG 的 CPCM 由于水合盐含量较低，脱水平台较短，整体温度高于 5%、10%两组。

因此在整段升温过程中，10% EG 的 CPCM 相对于其他组都表现出了最好的控温效

果，既能够保证较高的传热速率，又能及时储存加热棒释放的热量，起到及时散热及降

温的作用。



（a） （b）

图 3 3 W 加热棒表面与材料外部温度变化（a）前 60 min、（b）全程

3.1.2 在 8 W 加热功率下的温度变化

如图 4（a）所示，为绝热环境下，不同 EG 含量的 CPCM 包裹的加热棒以及石蜡对

比组，以 8 W 功率加热，前 30 min 加热棒表面温度与材料外部温度随时间的变化情况。

与 3 W 加热时一致，四组的温度曲线的趋势相同，当达到 30 ℃左右的熔点时，出现一

段相变温度平台，平台时间持续 10~15 min。由于较高的储热密度，CPCM 组的加热棒

表面温度明显低于石蜡组。

图 4（b）为以 8 W 功率加热、包括两组对比组的整个升温过程温度曲线。没有材料

保护的加热棒在 30 min 内温度就上升到了 130 ℃，升温速率很大。从图 4（b）中可见，

在石蜡与 CPCM 完全熔化之后，加热棒表面与材料外部的温度以较大的升温速率持续上

升。直至达到 100 ℃左右，CPCM 脱出大量水分并汽化，携带走大量加热棒的热量，有

效为加热棒降温。脱水平台持续时间 60 min 左右，当水合盐中的水分完全脱去并汽化，

温度继续上升，此时的 CPCM 已经丧失了潜热储热及热化学储热的能力，只能以显热储

热的方式储存热量。然而在此过程中，石蜡并没有脱水的平台期，其温度始终在快速上

升。同时可以发现，EG 含量与材料内外部温差、相变平台时间之间的关系也与 3 W 时

的一致，10% EG 的 CPCM 在整段升温过程中的控温效果最好。



（a） （b）

图 4 8 W 加热棒表面与材料外部温度变化（a）前 60 min、（b）全程

3.2 CPCM 的抑制热失控性能

如图 5 所示，为绝热环境中加热棒在 100 W 的发热功率条件下，模拟电池的热失控

情况。比较不同 EG 含量的 CPCM 内外部的温度变化及其对电池的控温效果。并设定无

材料包裹的加热棒与传统相变材料石蜡包裹的加热棒两组对比组。

可以观察到，与对比组相比，包裹了 CPCM 的加热棒从单一的快速升温变成了多阶

段。无材料保护的加热棒在 50 s 内温度就由 15 ℃上升至了 130 ℃，并在 90 s 内温度突

破 200 ℃。有材料包裹的加热棒在 30 ℃左右由于熔化吸热，会在前 100~150 s 左右温度

上升缓慢，可将材料外部温度保持在 35 ℃以内。在此期间可以明显看出石蜡组的加热

棒表面温度始终最高，在材料完全熔化之前加热棒温度已经超过了 130 ℃。这是由于其

导热系数过低，加热棒产生的热量不能及时输送至外侧。

随之材料完全熔化，升温速度加快，当温度达到 100 ℃左右，CPCM 开始脱水吸收

大量热，温度平台持续时间约 250 s~350 s，其中 5% EG 的 CPCM 平台时间最长达 350 s。
此期间材料外部温度恒定在 100 ℃左右，加热棒的升温速率明显降低，5% EG 组的加热

棒温度甚至在 100 s 内降低了约 20 ℃。然而在此期间石蜡组的温度持续以较大的温升速

率升高。对比不同 EG 含量的组，可以发现与前文相同的规律，即 EG 含量越高，材料

内部与外部的温差越小，但其相变平台与脱水平台的时间也在随之缩短，10% EG 的

CPCM 在温差与平台时间方面都有较好的表现。在 100W 的加热功率下，可将加热棒表

面达到 130 ℃的时间由 50 s 延迟至 180 s，延缓热失控的触发；将材料外侧达到 130 ℃

的时间延迟至 430 s，延缓热失控的蔓延。



图 5 100 W 加热棒表面与材料外部温度变化

可见，在电池出现短路、机械碰撞等异常情况剧烈放热的条件下，本文的 SSD-DHPD
CPCM 可以明显降低电池的升温速率，有效地延缓热失控的发生与蔓延，给我们更多地

反应时间做出相应紧急措施，保证整个电池系统及人身安全。

4 结 论

本文以十水合硫酸钠、十二水合磷酸氢二钠、羧甲基纤维素钠、膨胀石墨（EG）为

原材料，制备了一种应用于锂离子电池的无源热管理及热失控防护的复合相变材料

（CPCM）。在绝热条件下，通过加热棒的温度变化情况筛选出 EG 含量最佳的 CPCM，

并设计出无 CPCM 保护与石蜡包裹加热棒的两组对比组。分别测定加热棒在 3 W、8 W
加热功率下温度变化情况，来模拟电池在正常充放电状态下，CPCM 对电池的热管理效

果；测定加热棒在 100 W 的发热功率下温度变化情况，来模拟电池在短路或机械碰撞等

非正常工作状态下，CPCM 对抑制热失控的发生与蔓延的效果。结论如下：

（1）本文所制备的水合盐复合相变材料，同时具有潜热储热和热化学储热能力，

可有效降低电池的温度，与石蜡对比组相比，从单一的快速升温变成了多阶段。

（2）在不同加热功率下的整段升温过程中，10% EG 的 CPCM 相对于其他组都表现

出了最好的控温效果，既能够保证较高的传热速率，又能及时储存加热棒释放的热量，

起到及时散热、降温的作用。

（3）在 3 W、8 W 加热功率下，两组都在 30 ℃左右处达到材料的熔点，出现一段

相变温度平台，平台时间持续分别可持续 20~40 min 和 10~15 min；在 100 ℃左右处达到

材料的脱水平台，其中 3 W 组的温度保持在 115 ℃以内，与外界达到热平衡，8W 组的

脱水平台持续时间 60 min 左右，当水合盐中完全脱水并汽化，温度继续上升。

（4）在 100W 的加热功率下，会在前 100~150 s 左右温度上升缓慢，将材料外部温

度保持在 35 ℃以内。同时可将加热棒表面达到 130 ℃的时间由 50 s 延迟至 180 s，延缓



热失控的触发；将材料外侧达到 130 ℃的时间延迟至 430 s，延缓热失控的蔓延。给我们

更多地反应时间做出相应紧急措施，保证整个电池系统及人身安全。
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摘要：本文采用电沉积法制备了不同厚度的多尺度仿生蜂窝状多孔表面，并对材料的微观形貌、流动特性

以及池沸腾性能进行了表征和测试。结果表明，该结构在吸液过程中液体优先经过孔壁，再从底部至顶部

润湿蜂窝孔，Sample #T1000 厚度较大且孔壁面积比高，具有更优异的毛细能力。此外，Sample #T500 厚度

较薄，在低热流密度范围过热度较低，而 Sample #T1000 则具有较高的临界热流密度（CHF）。由于具有大

量的成核位点，结合结构优异的流动特性以及天然的气液通道分离特性，在过热度为 53 K 的情况下 Sample

#T1000 的 CHF 可达到 700 W/cm2。

关键词：超高热流密度；多尺度多孔结构；流动特性；沸腾传热

0 前言

自“双碳”目标制定以来，可再生清洁能源开发、能源存储以及能源的高效转化成为了

社会可持续发展的重要战略目标。同时，提高各种部件的传热效率对于合理利用能源起到了

至关重要的作用[1]。如今，电子元器件的发展逐渐向高度集成化、微型化方面发展，这将导

致器件的热流密度日益增加，其中，如何高效的移除器件产生的热量是平衡科技发展和“双

碳”目标的“卡脖子”问题之一[2]。当电子元器件的温度高于其最大承受温度 10-20℃时，势

必会发生故障。据调查，有 55%的电子元器件故障是由于工作温度过高引起，而温度每降低

1℃，故障率就降低 4%[3, 4]。目前，Intel 的服务器芯片的热流密度高达 200 W/cm2，而绝缘

栅双极型晶体管（IGBT）局部热点的热流密度甚至高达 1000 W/cm2。如何高效移除高热流

密度器件的热量已经成为急需解决的问题。

池沸腾是一种具有较高传热能力的热控手段，在这个过程中主要是通过工质吸热相变形

成气泡、气泡逐渐膨胀生长以及气泡脱离传热表面三个步骤将表面热量转移至环境中[5]。目

前提高池沸腾临界热流密度的方法主要分为四种：①提高传热表面的润湿性和毛细力使工质

可以快速补充、②增加传热表面与工质的接触面积；③优化表面成核位点、强化气泡的成核

与脱离；④构造独立的气泡脱离通道和工质补充通道防止气液纠缠[1]。已经有大量的研究致

力于制备同时满足以上四个条件的传热表面，如 Ji 等[6]，使用 H2O2 在铜粉颗粒上腐蚀出纳

米结构，从而制得了具有毫米-微米-纳米的三级梯度多孔结构。其中，毫米级的乳突间距强

化了蒸汽逃逸，微米级的空隙加强了液体吸入，而纳米级结构则大大拓展了换热面积，从而

使其沸腾效果进一步增强，最高 CHF 达到 345 W/cm2。Li 等[7]，利用直径 250 μm 和 400

μm 的铜粉烧结出了底部为均匀多孔层，上部为柱状结构的梯度多孔结构。这种柱状结构延
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迟了水力不稳定波长的到来，从而增大 CHF 至 450 W/cm2。Jaikumar 等[8]，对比研究了槽道

和翅片顶部完全修饰，槽道底部和翅片两侧，以及仅翅片顶部修饰烧结铜粉三种情况下的池

沸腾传热性能。池沸腾实验结果表明槽宽 300 μm、槽道底部和翅片两侧修饰的表面 CHF 可

提升至 420 W/cm2。Kibush 等[9]，在微通道顶部结合莲藕孔多孔结构，实现了顶部供液，气

泡从微通道底部两侧脱离，其 CHF 达 534 W/cm2。Bai 等[10]，将烧结多孔表面和底部微槽道

表面结合。在这种表面上，烧结多孔结构作为吸液通道，而槽道结构为气体通道，在以水为

工质的池沸腾测试中，当加热功率高达 610 W/cm2时，仍没有达到膜沸腾。

通过对上述的研究进行总结，目前实现高 CHF 的结构厚度均需要达到毫米尺度。而在

众多类型的传热表面中，采用氢气泡模板法制备的蜂窝状结构不但壁面为枝晶丰富的多孔结

构、材料整体的孔隙率大且具有大量现成的成核位点，是实现高 CHF 的潜在材料，但是目

前的对于蜂窝状多孔结构池沸腾传热特性的研究仅停留在在厚度为十至百微米尺度。Wang

等[11]，通过小电流修饰蜂窝状结构表层枝晶，形成孔壁为顶部微球底部枝晶的梯度结构，降

低了表面能使气泡更容易生长和脱离，实现了对沸腾传热系数（HTC）和 CHF 的同时提高，

当样品厚度为 170 μm 时，CHF 为 130 W/cm2；此外，Wang 等[12]还采用电沉积法制备了底

部树林顶部蜂窝的双层结构，实现液体从底部补充，气体从顶部脱离，当厚度为 260 μm 时，

CHF 为 156 W/cm2。Li 等[13]，通过控制反应时间制备了一系列厚度的蜂窝状多孔结构，并

对其进行池沸腾实验，研究结果发现厚度约为 100 μm 的样品其 CHF 可达 396 W/cm2。

本文采用氢气泡模板法，通过调控沉积时间成功制备了厚度为 500 μm 和 1000 μm 的蜂

窝状多孔结构强化传热表面的制备，并对其进行池沸腾性能测试以及气泡动力学分析。此外，

由于 9 mm 圆形样品不便于观察样品的毛细吸液性能，本文采用同种工艺制备面积为 1 cm*3

cm 的毛细芯样条，对其宏观吸液特性以及微观吸液过程进行表征，揭示蜂窝状结构在超高

热流密度时的沸腾传热机理。

1 实验方法

1.1 蜂窝状结构的制备

图 1 展示了在 9 mm 直径的池沸腾样品紫铜圆柱上制备蜂窝状多孔结构的方法，沉积装

置主要由可编程直流电源、特制电解槽、铜阳极、电解液以及导线等组成。样品制备条件列

于表 1 中。将样品铜台采用丙酮和稀硫酸超声清洗干净后，放置于电解槽底部通过导线连

接电源负极作为阴极，采用紫铜板制作的阳极正对沉积表面并与电源正极相连。此时阴阳极

发生的反应分别为：

阳极： 22Cu e Cu  

阴极： 2 2Cu e Cu  

22 2H e H   

阴极在反应过程中同时存在铜的析出和氢气泡的形成，通过图 1(b)的氢气泡模板法原

位观察可知，氢气泡在阴极的表面形成，生长脱离，并留下汽化核心，因此氢气泡将会在固



定的位置产生。于此同时，铜以枝晶的形式不断向上沿着氢气泡边缘生长，并且由于枝晶强

度不足，原本应当竖直生长的枝晶极易受到氢气泡膨胀时的推力倾斜生长。但是当反应时间

较长时，枝晶厚度逐渐增加结构强度增大，氢气泡的生长空间反而开始受到挤压，在底部生

成柱状气泡，因此采用此种方法制备的表面为微米蜂窝孔和富含纳米枝晶的壁面相结合的多

孔表面，且大部分蜂窝孔为直通基底通孔。在反应结束后将制备的样品清洗干净，并通过高

温烧结以增加结构与基底的结合力，最终得到较为稳固的微纳多孔强化传热表面。

图 1 样品制备过程示意图。(a)电沉积制备池沸腾样品装置示意图；（b）t=260s 时氢气泡模板法制备蜂窝

状结构竞争反应原位观察图；（c）t=520s 下氢气泡模板法制备蜂窝状结构竞争反应原位观察图

表 1 样品信息表

序号 样品名称 代号 电沉积时间/s 厚度/μm 孔隙率/%

1 光滑铜 Sample #O 0 0 -

2 蜂窝状多孔表面 1 Sample #T500 260 498 94.44

3 蜂窝状多孔表面 2 Sample #T1000 520 985 94.05

1.2 毛细芯吸液实验装置

对于铜基蜂窝状多孔毛细芯的流体力学性能，采用如图 2 所示的测试平台进行表征。

图 2 蜂窝状毛细芯流体力学性能测试平台示意图

将制备好的毛细芯样条固定于支撑板上，采用升降台将盛满水的干燥皿缓慢上升直至液

体刚好触碰毛细芯，采用高速相机记录工质的爬升高度与时间的关系并进行处理获得，吸液

曲线。同时采用装配显微镜头的高速相机捕捉毛细芯的微观吸液特性。毛细芯的毛细压力



Pcap 与渗透率 K 的关系可以通过以下公式进行计算

22 eff
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(2)

其中，ε为毛细芯的孔隙率，Reff为毛细芯的等效毛细半径，f 为阻力系数，Re为雷诺数，

σ为工质的表面张力，θ为工质与表面的接触角。由于渗透率 K 与毛细芯的毛细压力 Pcap均

与 Reff有关，Lucas-Washburn 公式将上述公式进行结合以及简化，如公式(4)所示[14]：
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其中，μ 是工质粘度，该公式最终得到 K/Reff 作为描述毛细芯性能优劣的参数，根据公

式还可以得出液体爬升高度的平方与时间呈一次线性关系。

其中关于孔隙率，计算公式如下，

ߝ = 1 −
݉

ܣߜߩ
(4)

其中 m 为沉积层质量，ρ为纯铜密度，δ为沉积厚度，A 为阴极沉积面积。

1.3 池沸腾实验装置

如图 3 所示，多孔铜表面的沸腾性能测试装置主要由主测试系统、加热系统、数据采

集单元以及视频采集相机四部分组成。

图 3 多孔吸液芯的传热性能测试装置
[12]

(1)铜块（6 个陶瓷棒加热器）（2）绝热气凝胶毯（3）FR-4 环氧玻璃纤维板（4）超纯水（5）循环环形辅助

加热器（6）冷光源系统（7） 高速摄像仪（8）热电偶（9）测试样品（10）铜线圈冷却器（11）数据采集

器（12）功率计
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主测试系统主要包括修饰了多孔铜的样品铜柱、去离子水工质、铜螺旋管冷凝器、石英

玻璃缸以及绝热棉。加热系统分别由包括六根不锈钢加热棒的铜制主加热台以及浸没在去离

子水中的辅助加热器组成。系统各部分的温度采用 K 型热电偶进行检测（校准后测量精度

为±0.3℃），并通过 Agilent34970A 数据采集器连接计算机进行数据的收集。视频采集系统是

使用 Phantom 高速摄像机（V211-8G-M，Vision Research 公司）拍摄沸腾中样品表面的气

泡状态，并使用冷光源（XD-300 冷光源，南京亚南特种照明电器厂）对沸腾过程进行补光。

池沸腾传热系数（HTC）计算公式为：

suf w

q
h

T T



(5)

其中 q 为热流密度，Tw 为去离子水在标准大气压下的沸点，根据图 4 所示，由于样品

表面的温度 Ts 难以直接通过热电偶测得，Tsuf通过测量 T1计算得到[12]。

 1 3 1
1

tot s
suf

Cu

Q c T T d
T T

A k

    
    

  
(6)

其中，A 为样品台表面积，Qtot 为不锈钢加热棒的总加热功率，T3为加热台温度，Ts为

环境温度。

图 4 多孔铜修饰后样品铜台示意图

如图 5 所示，通过实验测得热漏系数 c1 = 0.0519 W/K。kCu 为纯铜的导热系数，d1 为样

品铜台热电偶到沸腾表面的距离， T1 为样品铜台的热电偶所测得的温度。

图 5 装置漏热功率-温差拟合线



2 结果与讨论

2.1 微观形貌

通过 SEM 图可知，采用氢气泡模板法制备的蜂窝状多孔结构具有百微米级的大孔以及

由丰富的亚微米级别的枝晶组成的孔壁，这样的结构可以有效地增加多孔结构与工质之间的

接触面积。对比图 6(a)和(d)可知 Sample#T500 相较于 Sample#T1000，其表面具有更多的蜂

窝孔数量，但是蜂窝孔孔径分布范围较广，而 Sample#T1000 的蜂窝孔孔径相对均匀，并且

蜂窝孔之间的壁面相对而言壁厚较大，其原因如图 1 (b)-(c)对比所示，随着沉积时间的延长

壁面枝晶主干向上生长的同时，侧枝也不断朝横向生长，挤压氢气泡的生长脱离空间，被挤

压的氢气泡只能通过多孔壁面与邻近脱离阻力较小的氢气泡合并，导致部分大蜂窝孔之间的

小孔随沉积时间的增长逐渐被枝晶所遮蔽，最终形成闭孔。

图 6 蜂窝状多孔强化传热结构 SEM 图; Sample#T500 (a)30x;(b)100x;(c)1500x; Sample#T1000(d)

30x;(e)100x;(f)1500x

为了对蜂窝状多孔表面的形貌特征进行定性描述，本文除了采用常规的平均孔径参数以

外引进孔壁面积比概念，即孔壁面积与总表征面积的比值。通过 Image Pro Plus 图像处理软

件分别对两个样品的 30 倍数 SEM 图进行处理得 Sample#T500 表面蜂窝孔平均孔径为 176

μm，孔壁面积比为 70.5%，而 Sample#T1000 表面的蜂窝孔平均孔径为 196 μm，孔壁面积比

达到 77.2%，对比图 6(b)(e)可知 Sample#T500 平均孔径较小的原因为蜂窝大孔之间存在有

数量较多的小孔。

此外图 6 (c)、(f)还对样品的孔壁上的枝晶进行了表征，截取 5 μm 尺度的枝晶分枝进行

观察，如图中红色虚线框所示，Sample#T500 孔壁上的枝晶表面较为光滑，而 Sample#T1000

孔壁的枝晶上还生长有大量 1-2 μm 级别的三级分枝结构，说明 Sample#T1000 具有更高的

比表面积。

2.2 毛细芯吸液性能



图 7(a)展示了不同厚度蜂窝状毛细芯的吸液曲线，吸液高度的变化量均随时间的增加

逐渐下降，这是因为工质爬升到一定高度收到自身重力的影响，可以明显的看出相同吸液时

间内 Sample#T1000 能达到更高的高度，故就吸液速率而言 Sample#T1000 较优。

表 2 各样品的毛细芯吸液性能

0→9mm 0→30mm
样品 Sample#T500 Sample#T1000 Sample#T500 Sample#T1000

拟合斜率× 10-5 19.13 21.43 16.49 14.54
K/Reff/m× 10-7 5.39 6.04 4.1 4.65

图 7(b)为对图 7(a)的线性拟合，由于池沸腾样品直径为 9 mm，故分别取前 9 mm 的数

据点也进行了线性拟合。由于刚开始吸液时（0→9 mm）样品吸液的质量较少，吸液高度受

重力影响较小，其所拟合出来的曲线的 R2 数值更趋近趋于 1，样品 Sample#T1000 的拟合斜

率均更大。K/Reff 数值可以通过公式(3)进行计算，计算结果列于表 2 中。选取刚开始吸液时

的数据点计算和选取所有数据点计算，多孔铜毛细芯样品 Sample#T1000 的 K/Reff 相较于

Sample#T500 分别提升了 1.12 倍和 1.13 倍。说明了 Sample#T1000 具有更优异的液体补充

能力。

图 7 毛细芯吸液曲线；(a)吸液高度-时间图；(b)吸液高度的平方-时间图

进一步地本文采用高速相机结合显微成像装置对蜂窝状多孔毛细芯样品的吸液过程进

行微观层面上的捕捉，如图 8(a)-(b)所示，在经过 1s 时间后，枝晶的颜色首先变深且出现工

质反光现象（如图红色箭头所示），说明工质的补充路径为首先经过蜂窝孔孔壁，其原因在

于蜂窝孔壁之间的孔隙尺度较蜂窝大孔更小因而毛细力更高。继续观察图 8(c)-(f)，工质浸

润壁面后渗透至临近的蜂窝孔内部，自蜂窝孔底部开始补充至顶部（如图圆圈处所视）。由

于观察过程中样品为竖直放置，说明上述液体补充路径几乎不受重力影响。通过上一节对样

品的 SEM 图进行分析可知 Sample#T1000 的孔壁更厚且具有更大的孔壁面积比，说明工质

在毛细芯内的流动阻力相对于 Sample#T500 更小，样品的吸液性能更优。



图 8 蜂窝状多孔铜微观吸液过程图

2.3 池沸腾曲线

图 9(a)展示了各样品的沸腾曲线，通过对比 Sample#O 与 Rohsenow 光滑铜池沸腾理论

曲线可知，采用本装置测试得到的实验数据与理论基本吻合，说明该装置具有可靠性。

此外通过图 9(a)还可以观察到在热流密度低于 100 W/cm2 时，Sample#T1000 的过热度

略小于 Sample#T500，其原因可能在于初始成核沸腾阶段，由于 Sample#T1000 具有更高的

比表面积，其作用在毛细芯上的实际热流密度较小。当热流密度为 100 W/cm2~400 W/cm2 时，

Sample#T500 过热度较低，此时为过渡沸腾阶段，厚度较薄的毛细芯具有较低的热阻并且气

泡脱离路径较短，脱离的整体阻力相对更低。当热流密度大于 400 W/cm2 时，由于液体的补

充速率逐渐无法满足气泡的脱离速率，导致表面干斑面积逐渐增大，此时 Sample#T500 的过

热度随热流密度的增加迅速升高，最终达到膜沸腾状态。而 Sample#T1000 具有更优的毛细

芯吸液性能，当其临界热流密度可达 701 W/cm2。目前，大部分散热应用场景要求将过热度

控制在 20 K 以下，根据此标准对多孔蜂窝孔样品进行初步应用方面的分析，Sample#T500

和 Sample#T1000 所能匹配的热流密度分别为 370W/cm2 和 340W/cm2。

根据图 9(b)可知蜂窝状多孔表面的池沸腾换热系数均随热流密度先增加后降低，当热

流密度为 330 W/cm2 时 Sample#T500 的沸腾换热系数的最大值为 19.45 W/cm2·K。

Sample#T1000 的沸腾换热系数最大值则出现在热流密度为 550 W/cm2，为 18.48 W/cm2·K。

两者相对于光滑平表面的最高值分别提升了 255%和 238%。



图 9 蜂窝状多孔铜池沸腾特性；(a)蜂窝状多孔铜样品沸腾曲线；(b)蜂窝状多孔铜样品热流密度-沸腾换热

系数曲线

2.4 气泡动力学分析

图 10 分别展示了两种蜂窝状多孔铜样品起始成核、过渡沸腾以及即将临界沸腾三个阶

段的气泡脱离情况。通过图 10(a)、(b)观察起始成核时的气泡不难发现气泡主要通过顶部的

蜂窝孔脱离传热表面，而少部分气泡则是通过蜂窝孔壁侧面的孔隙逃逸，由于结构表面具有

密集的孔结构，导致在沸腾刚开始进行时就有部分气泡开始合并脱离。该种现象说明蜂窝状

的孔结构是天然的气泡成核位点以及脱离路径，结合上节所述蜂窝状的多尺度多孔孔壁为液

体的补充通道，该多孔铜强化传热表面具有气液通道分离的特点，一定程度上防止了沸腾过

程中的气液纠缠，因此可以降低液体补充以及气泡脱离的阻力，使表面具有更低的过热度以

及更高的临界热流密度。

当热流密度为 120 W/cm2时，通过图 10(b)、(d)对比可观察到除了样品顶端有合并的大

气泡外，样品的底部三相线附近有大量小气泡从边缘孔壁的孔隙冒出，并且 Sample#T500 底

部的小气泡更为密集，其原因为该样品的孔壁较薄，孔隙率较高使得气泡从成核位点向侧边

逃逸的阻力更小，因此该样品在当前热流密度条件下具有更低的过热度。

当样品的即将达到临界热流密度之前，如图 10(c)所示，Sample#T500 的表面完全被顶

部的大气泡所覆盖，在大气泡脱离后底部依旧形成一层气膜状的气泡，该气泡严重影响了工

质从顶部以及侧面对“干斑”区域的补充，故其 CHF 较低。然而从图 10(f)可以观察到，当

热流密度为 685 W/cm2 时，Sample#T1000 顶部的大气泡脱离后底部以及结构的侧面仍旧有

大量的小气泡，且小气泡与小气泡之间存在的间隔（红色箭头处），该种情况的存在说明此

部分区域的工质补充和气泡脱离通道处于畅通状态。并且小气泡的生长脱离所带来的扰动可

以加速三相线附近工质的流速，从而使该表面能够具有更高的 CHF。



图 10 蜂窝状多孔铜样品气泡图

Sample#T500 (a)3.8 W/cm2;(b)119 W/cm2;(c)420 W/cm2;

Sample#T1000 (d)3.8 W/cm2;(e)119 W/cm2;(f)685 W/cm2

2.5 不同强化沸腾传热表面对比

图 11 展示了本文样品和部分具有超高临界热流密度样品的沸腾曲线，其中 Milla 等[15]

采用射流冲击微纳多孔表面的方法，Wang 等[16]采用多孔氧化铝薄膜蒸发技术，Lee 等[17]则

采用结合微槽道的流动沸腾技术。从图中可以看出，当热流密度为 600 W/cm2时相关文献的

壁面过热度均超过 40 K，而本文制备的蜂窝状多孔铜结构在＜600 W/cm2时其过热度均控制

在 40 K 以内，并且当热流密度达到 700 W/cm2 时蜂窝状多孔铜样品的过热度仅为 53 K。

本文采用的蜂窝状多孔铜结构相比于其他微/纳米结构具有比表面积大、孔隙率高、成

核位点多、毛细芯吸液性能好、具有天然的气液分离通道等特点，并且在底部形成的小气泡

可以提高工质流速，从而可以在大幅度提高 CHF 的同时保持较低的壁面过热度。

图 11 蜂窝状多孔铜样品和文献的沸腾曲线对比



3 结论

(1) 蜂窝状多孔铜结构，孔数量多、孔隙率高，侧枝丰富，与工质接触面积大。反应时

间越长，结构的厚度越大，壁面枝晶分级结构增加，进而使比表面积增加。

(2) 工质的补充首先通过多孔壁面后，自下而上补充至蜂窝孔内，在沸腾中可以构造独

立的气泡脱离通道和工质补充通道，一定程度防止了气液纠缠。沉积时间长的样品由于孔壁

厚，孔壁面积比大，因而具有更好的毛细吸液性能。

(3) 在过热度为 53 K 的情况下厚度为 985 μm 的多尺度蜂窝状多孔铜 Sample#T1000 的

CHF 可达到 700 W/cm2。

(4) 气泡动力学显示气泡的成核主要集中在蜂窝孔内部，在高热流密度下沸腾中心大气

泡的底部有部分未融合的小气泡，这些小气泡的直径在 500 μm~1000 μm 之间，扰动三相线

周围的微液层，加速工质的流速，从而起到强化传热作用。
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摘要：本文以石英玻璃脉动热管为研究对象，丙酮作为工质展开实验研究，分析了循环功率下工质的

流动传热特征，以及充液率、倾角、加热功率对热管性能的影响。加热段气塞的膨胀是启动阶段工质

振荡的主要驱动力，在工质单向循环过程中，会频繁的发生局部暂停或换向；随着加热功率的升高，

热管会依次经历间歇振荡、相邻管间振荡、单向循环流动；当倾角大于 30° 时，热阻对角度的变化不

敏感，当倾角小于 30° 时，热阻的增幅随着角度的减小变得明显。

关键词：脉动热管；可视化；倾角；充液率；加热功率

0 前言

脉动热管是日本学者 Akachi[1-2]于上世纪九十年代提出的一种新型热管，一般由毛细

管反复弯折制成。与传统热管相比，具有结构简单、可任意弯曲、成本低廉等优点，在

电子元器件冷却、太阳能集热、系统热管理等[3-7]领域有着良好的应用前景。

由于脉动热管的水力直径非常小，因此管内的工质处于气液相交替分布，在热管运

行时，根据输入热流密度的不同，会出现泡状流、段塞流、环状流等不同的流型，也会

出现汽泡的生成长大、聚合、分离和湮灭等一系列复杂的两相流流动及传热过程[8]，这

些过程决定着热管的传热性能。因此，观察热管内工质的流动传热现象就显得尤为重要，

对脉动热管的可视化有着多种方法，例如，电荷耦合元件摄像法、中子照相法、质子照

相法、电容层析成像法等[9]。虽说有着诸多的可视化手段，但目前应用较多的是观察玻

璃脉动热管内的流动传热，因为这种方法直观且易实现。

针对脉动热管的可视化和换热性能已经进行了许多的研究，S. Khandekar[10]等在运

行条件和边界条件不变的情况下，发现该单环热管具有多个准稳态，对多弯头脉动热管

是否存在该状况还有待观察。Shi Liu [11]等发现在不同的热输入下，管内会存在局部振荡

流和整体循环流动，随着输入热量的增加，管内流型会先由段塞流转变为半环形流动，

再向环形流动转变。Senjaya R[12]等发现热管内液体塞和蒸汽塞的运动非常随机，加热段

气泡的产生和生长现象为热管提供了巨大的推动力，在加热段存在三种相变现象。曲伟
[13]等通过半可视化实验发现热管在加热功率较大时的流型为单向脉动流动，“脉动”的

意思是工质在管内单向流动的同时，会发生瞬时的停顿和瞬时的倒流，但整体的流动方

向是明显的。热管的换热性能受到多种因素的影响[14]，如工质种类、充液率、管径、倾

斜角和加热状况等。这些因素对性能的影响基本明了，工质应尽量选择 dP/dT 大的种类，

有利于驱动热管振荡；加热功率在一定范围内变化时，充液率不能太低也不能太高，存



在最佳充液率等。

综上所述，有关脉动热管可视化和传热性能的实验已经进行了大量研究，但从已有

研究来看热管内部流动相当复杂，想要完全认清热管内的流动传热现象还需要做很多工

作。因此本文搭建了脉动热管实验台，在可视化的基础上与传热特性联系起来，这对于

我们进一步认识管内流动及传热非常有意义。

1 实验介绍

1.1 实验系统

搭建了脉动热管可视化实验台，如图 1 所示。实验台主要包括：石英玻璃脉动热管、

交流电源、风扇、无纸记录仪、高速摄像仪、计算机等。通过风扇来给热管冷却，热管

下端缠绕电阻丝，以电加热的形式产生实验所需的热量，高速摄像仪拍摄热管的运行图

像，温度由 T 型热电偶测量，并通过无纸记录仪记录。在实验过程中，环境温度保持在

25± 1.5℃。

图 1 脉动热管可视化实验台示意图

石英玻璃脉动热管采用四弯头设计，加热段长度 50mm，绝热段长度 50mm，冷凝

段长度 100mm，热管的外径 6mm，内径 2mm，热管实物图及详细尺寸如图 2 所示。工

质选择丙酮，要使所研究对象属于脉动热管的范畴，管内径要与所用工质相匹配，即根

据工质的物性参数计算出来的直径要大于所使用热管的内径，该直径通过公式(1)来计

算。以 100℃的物性参数来计算临界管径时，计算结果为 2.9mm，符合要求。

(1)

式中：σl 为工质的表面张力，N/m；ρl 为工质的液体密度，kg/m3；ρv 为工质的气体

密度，kg/m3；g 为重力加速度，N/kg。



(a)实物图 (b)热管尺寸及热电偶测温位置

图 2 石英玻璃热管实物图及相关尺寸

1.2 数据处理和误差

通过热阻来判断热管的传热性能，相关参数计算如下。

加热功率 Q：

Q UI (2)
式中：U 为输出的电压，I 为输出的电流。

热阻 R：

(3)

(4)

(5)

式中：Teva为热管蒸发段平均温度，Tcon为热管冷凝段平均温度，Ti为测点 i 处的温度。

评价脉动热管性能指标的参数是由直接数据经过计算得到的间接数据，直接数据的

获取在不同程度上与真实数据存在误差，该误差是无法避免的。在功率测量过程中包含

电压相对不确定度 0.1%、电流相对不确定度 0.1%，温度测量中包含 T 型热电偶的测量

误差± 0.5℃。误差计算公式由式(6)和式(7)计算[15]，经计算，热阻的最大不确定度为

6.6％。

(6)



(7)

2 结果与讨论

2.1 可视化结果

通过高速摄像仪对充液率为 0.65、倾角 90° 时热管单向循环流动的图像进行记录，

分析了启动和循环阶段工质的流动传热特征。

(1)启动阶段的特征

分析了加热功率为 40W 时启动阶段的流动传热图像。如图 3 所示，流经加热段的气

塞吸热迅速膨胀，并推动两端液塞运动，是启动阶段工质振荡的主要驱动力，在相邻管

压差的作用下，加热段上方气液塞会往复运动。在施加功率的初始时刻，加热段上方气

液塞运动幅度较小，加热段主要被气塞占据，在壁面上会有液体回流并在弯头处形成液

桥，如图 4 所示，由液桥吸收热量并气化来推动两侧气液塞；随着时间的推进，相邻管

路压差增大，使得运动幅度增加，上方的气液塞会流过加热段，其中的一部分气塞会吸

热迅速膨胀，膨胀后的长气塞会随着原始运动方向运动，并在加热段上方放热变短；亦

或是将其在此处截断并推动两端液塞向上移动。经过较长时间的发展，会使得加热段上

方液体大部分朝一个方向运动，热管的单向循环流动就此形成。

图 3 加热段的气塞吸热迅速膨胀，△t=0.03s

图 4 加热段弯头处的液桥



(2)循环阶段的特征

在不同功率下观察到的流型为塞状流及塞状流与环状流的混合流，在高功率下更易

发生环状流，且发生在上升管中。热管内工质虽整体处于单向循环流动，但在管路中会

发生一段气液塞暂停或逆循环方向运动，图 5 为逆时针循环时某下降管中的图像，可以

看到在气液界面本应持续下降的情况下，实际会短暂上升后再下降。原因是流经加热段

的某些气塞迅速吸热膨胀并占据整个弯头，对弯头两侧相邻的液塞施加力，很明显，其

效果会推动前方的液塞运动而阻碍后方的液塞。此外，在工质单向循环的过程中，会频

繁的发生上述事件，由此可以推测，热管在单向循环过程中发生整体循环变向的本质就

是局部变向在某个瞬间的骤增。

图 5 单向循环过程中的局部变向，△t=0.075s

2.2 加热功率对热管传热特性的影响

充液率为 0.65、倾角固定到 90° ，将加热功率从 10W 升到 80W，观察热管内的流

动状态及温度变化。随着功率的升高，在热管内依次观察到热管间歇振荡、相邻管间振

荡、单向循环流动。

当功率为 10W 和 20W 时，热管处于间歇振荡状态，即在热管运行过程中会出现气

液塞运动几乎停止、加热段温度迅速攀升，之后并迅速降低，如图 6(a)和图 6(b)所示。

这是因为此时输入能量太少，无法激起热管内的振荡，热管会先积蓄能量，使得加热段

温度不断上升，积蓄到一定程度后，热管会经历短暂的剧烈振荡（管间大幅振荡或单向

循环运动都有可能出现，取决于积蓄能量的多少），该振荡会将之前积蓄的能量通过冷凝

段释放出去，之后慢慢的平静下来。经过一段时间的运动，气液塞的分布会发展到一个

不利于小功率运行的状态，此时，气液塞运动几乎静止，热管内会重复上述过程。从温

度曲线中还可以看出，在足够长的时间内，功率越高，间歇振荡的次数越少，但打破平

衡时蒸发段可能达到的温度上限越高。此外，在热管打破平衡的瞬间，还会听到冷凝段

气泡破碎而发出清脆的冲击声[8]。

当功率为 30W 时，热管处于相邻管间振荡，在足够长的时间内，并不会出现温度的

大幅攀升，仅是随机的小幅度上升，短暂的积蓄能量后，又会恢复之前的振荡状态，如

图 6(c)所示，此时输入的能量足以维持管间振荡，热管运行的稳定性有了很大的提高。

当功率在 40W 之后，热管内工质处于单向循环运动，此时传热能力相较于之前有了大幅



提高，也不会出现运行不稳定的现象，如图 6(d)所示。在实验所施加的功率下，随着功

率的增加，热阻会不断降低，如图 7 所示。
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图 6 不同功率下的温度变化曲线
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图 7 热阻随加热功率的变化曲线

2.3 充液率对热管传热特性的影响

倾角固定为 90° ，对比不同充液率的传热特性，不同的充液率均在 40W 时形成单

向循环，对热管单向循环前后分开分析，单向循环前以 20W 为代表，结果如图 8 及图

6(b)所示。可以发现，随着充液率的增大，间歇振荡的次数增加，间歇过程中加热段可

能到达的温度上限越高。这是因为充液率越高，液塞占比越高，这样在打破平衡时就需

要更多的能量来推动这些液塞的振荡，从而导致打破平衡瞬间加热段的温度会很高。单

向循环后的热阻结果如图 9 所示，充液率对热阻的影响很大。在低功率时，热阻随着充



液率的增加一直升高，而在高功率下，热阻随着充液率的增加先降低再升高，存在着一

个最佳充液率。这是因为低充液率的气塞多，液塞较少，低功率下更易形成传热性能较

好的环状流，所以此时热阻低。但随着功率的增加，管内工质的质量无法满足高功率传

热的要求，所以充液率也应该相应增加，当增加太多时，又会由于热驱动力不足导致传

热效果下降，最终，充液率与加热功率的关系如图 9 所示。
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图 8 不同充液率下 20W 的温度变化
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图 9 不同充液率下热阻的对比

2.4 倾角对热管传热特性的影响

图 10 为倾角对不同充液率热阻的影响，除水平方向外，不同角度在 40W 时均能实

现单向循环流动。从图中可以看出随着倾角减小，热阻略微增加，直到倾角小于 30° 时，

热阻的增加变得较为明显，且在低角度时(30° 、10° )，工质的单向循环速度明显变慢、

流动不稳定性增加、循环变向事件发生的概率增大。在水平方向上，低充液率时加热段

迅速蒸干，仅靠不同管间的压力差无法使得液体回流，加热段上方的气液塞仅在某一位

置附近做小幅振荡运动，该区域温度急剧上升；在高充液率下，液塞占比增加，即使小

幅振荡，也可使得少量液体回流至加热段，温度被稳定在一定数值，但此时加热段温度

很高，在实验所施加功率下，均无法形成单向循环流动。
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图 10 不同倾角下热阻的变化曲线

3 结 论

根据搭建的实验台，进行了脉动热管传热性能的可视化实验，得到如下结论：

(1) 加热段气塞的膨胀是热管振荡的主要驱动力，工质单向循环后，热管内还会频

繁的发生局部暂停或转向，这是气塞在加热段弯头处膨胀并推动相邻液塞导致的，该事

件是热管整体循环转向的根本原因。

(2) 随着功率的升高，在热管内依次观察到间歇振荡、相邻管间振荡、单向循环运

动。间歇振荡时热管传热效果最差，在加热段会发生温度骤升、骤降，单向循环后，传

热效果有了大幅的提高，且热阻会随着功率的增加而不断降低。

(3) 充液率对热管传热性能影响很大，由于较低充液率的气塞占比较高，在低功率

下，能更容易的驱动热管振荡，且更易形成传热效果好的环状流，所以热阻最小，随着

功率的增加，最佳充液率也会增加。

(4) 当倾角大于 30° 时，热阻对角度的变化不敏感，当倾角小于 30° 时，热阻的增

幅随着角度的减小变得明显，且在低角度时，流动的不稳定性也会增加。在水平方向上，

只有高充液率才能相对稳定的运行，但无法形成单向循环流动，此时加热段温度很高，

热阻很大。
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摘要：超疏水表面液滴自发弹跳在电子器件热管理等领域具有广泛应用前景。已有研究主要关注水平

表面上两个及多个液滴的融合弹跳，而倾斜超疏水表面上弹跳引发的冷凝液滴输运行为的研究不充分。

本文研究表面倾斜角对液滴动态行为的影响，统计输运距离、输运高度和弹跳方向随表面倾斜角的变

化规律，并建立运动方程描述液滴跳离表面后的运动轨迹。此工作揭示了超疏水表面倾斜角对液滴定

向输运性能的影响，对于实际应用具有重要意义。
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0 前言

超疏水表面上冷凝液滴的融合弹跳为可自驱动的液滴定向输运提供了一种新思路[1,

2]，在集水[3-5]、强化冷凝[6-9]、微流控[10, 11]、电子器件热管理[12, 13]等方面具有巨大应用潜

力。已有研究大多关注水平放置超疏水表面上的液滴融合弹跳，主要集中在液滴物理性

质[14-16]、初始状态[17-20]和表面结构[21-24]对弹跳速度和能量转化的影响等，较少研究倾斜

超疏水表面上的液滴运动，关于倾斜表面冷凝液滴输运性能的研究更为缺乏。超疏水表

面上两液滴接触后，在毛细压力作用下，液体向液桥流动，导致液桥膨胀，液桥与固体

壁面接触后，壁面对液桥产生反作用力，驱动液滴弹跳离开表面[9, 25]。在水平放置超疏

水表面上，液滴向上弹跳脱离表面后又落回，水平表面对冷凝液滴的输运几乎不起作用

[1, 26]。将表面倾斜一定角度可改变液滴弹跳方向[25, 27, 28]，使液滴同时具有竖直速度和水

平速度，跳离表面后可被定向输运。并且，相比于添加电场[13, 29]及磁场[30]等方法，通过

倾斜表面实现液滴定向输运更为简便。

尽管已有学者进行了一些倾斜超疏水表面上冷凝液滴的研究，但仍有以下不足。首

先，已有研究主要关注表面倾斜角对传热性能[27]及液滴弹跳高度[31]的影响，而较少关注

其对输运距离、弹跳方向等输运性能的影响；其次，在超疏水表面上，液滴不仅可以单

次弹跳，还可以进行多级弹跳[4, 32-35]，表面倾斜角对冷凝液滴单次融合弹跳、多级弹跳

及液滴滑动等运动行为的影响不清楚。以上问题对于倾斜表面冷凝液滴弹跳在集水、微
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流控、电子器件热管理等方面的应用具有重要意义。本文基于自制纳米氧化铜超疏水表

面研究表面倾斜角对冷凝液滴动态行为的影响，明晰表面倾斜角对液滴输运距离、输运

高度及弹跳方向的影响，并建立液滴运动方程，描述液滴弹跳离开表面后的运动轨迹，

从而为冷凝液滴弹跳相关应用提供理论指导。

1 实验方法

通过碱性溶液氧化和 1H, 1H, 2H, 2H-全氟癸基三甲氧基硅烷氟化方法，在铜片（长

和宽为 50 mm，厚度 1.5 mm）上制备超疏水基底，其扫描电子显微镜（SEM）图像如图

1(a)所示，表面上具有密集生长的不规则 CuO 草状纳米结构，由接触角测量仪（JC2000C1）

测得超疏水表面上 3 μL 去离子水液滴的静态接触角、前进角、后退角、滚动角分别为

162.0 ± 1.2°、162.9 ± 1.7°、159.1 ± 2.0°、2.0 ± 1.0°。倾斜超疏水表面可视化冷凝实验装

置如图 1(b)所示，实验系统主要由腔室、温湿度记录仪、高速相机、电脑、冷台、加湿

器等组成。腔室由聚甲基丙烯酸甲酯板组装而成，确保冷凝环境中温湿度恒定。加湿器

生成的包含大量微液滴的空气经过电热丝加热变成水蒸气，之后进入冷凝腔室，由温湿

度记录仪（DS-NT2, Rotronic Hygrolog）测得实验中环境温度为 23±1 ℃，相对湿度为

93±5 %。超疏水表面用导热硅脂固定在冷台上，温度维持在 9.8±0.3 ℃，由于表面温度

低于空气露点温度（~21.8 ℃），湿空气在试验表面发生凝结，随后出现液滴融合弹跳现

象，通过调节表面与水平方向的夹角 θ 可研究表面倾斜角对冷凝液滴运动行为的影响。

采用高速相机（CP80-3-M-540, Optronis）结合显微镜头（AFT-0750X-20-C, Microvision）

以 50 fps 的采集速率俯拍记录液滴在表面上的运动行为，采用高速相机（CP80-3-M-540,

Optronis）结合光学镜头（Nikkor AF 105 mm F2.8D Macro, Nikon）以 500 fps 的采集速

率侧拍记录液滴弹跳离开表面后的运动，然后利用 MATLAB 和 ImageJ 软件得到液滴运

动轨迹曲线、液滴输运距离、输运高度、弹跳方向和液滴半径等数据。

图 1 超疏水表面的特性及倾斜超疏水表面可视化冷凝实验装置。(a) 纳米氧化铜超疏水表面的扫描电

子显微镜（SEM）图像及液滴在表面上的接触角；(b) 倾斜超疏水表面可视化冷凝实验装置示意图。

2 结果与讨论

2.1 倾斜超疏水表面上冷凝液滴的脱离模式
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液滴离开倾斜超疏水表面主要有以下三种模式：两个或多个液滴融合弹跳、由离开

表面后返回的液滴引发的多级弹跳、液滴滑动。两个或多个液滴融合时，释放的表面能

部分转化为弹跳动能，使液滴获得一定速度后离开表面[1, 2, 36, 37]（图 2(a)）。液滴跳离表

面后，在空气中飞行一段距离后又落回表面，若落点处有与其尺寸相近的液滴，此液滴

会继续与表面上的液滴融合，从而引发多级弹跳（图 2(b)）。另外，由于表面倾斜放置，

在重力作用下，较大范围的液滴可滑动并离开表面（图 2(c)）。在水平表面上仅能观察到

两个或多个液滴融合弹跳，几乎未出现多级弹跳和液滴滑动；而在倾斜表面上，三种模

式均可以观察到。图 2(d)为倾斜超疏水表面上脱离表面三种模式的发生频率随表面倾斜

角的变化，由图可见，在倾角为 30°、45°和 60°的超疏水表面上，融合弹跳脱离发生频

率均最大，是液滴离开表面的主要模式，其次是多级弹跳，液滴滑动发生频率均最小。

而且，三种模式发生频率均随表面倾斜角的增大而增大。对比冷凝 60 min 时表面上的液

滴半径分布，如图 2(e)所示，表面倾斜角越大，小液滴占比越多，液滴平均半径越小，

表明表面倾斜角的增加可以加速液滴离开及表面刷新。

图 2 倾斜超疏水表面上冷凝液滴的脱离模式及液滴半径分布。(a) 两个或多个液滴融合弹跳

（ta=730.20 s, θ=30°）；(b) 离开表面后返回液滴引发的多级弹跳（tb=361.76 s, θ=30°）；(c) 液滴滑动
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（tc=2187.74 s, θ=60°）；(d) 倾斜 30°、45°和 60°超疏水表面上，液滴三种脱离模式的发生频率；(e) 冷

凝 60 min 时，倾斜 30°、45°和 60°超疏水表面上液滴的半径分布。

2.2 倾斜超疏水表面上的液滴运动轨迹

以输运距离 Lj（表面上液滴起跳点与落回表面时的落点间的距离）、输运高度 Hj（沿

表面法向，液滴运动轨迹与表面间的最大距离）和弹跳方向 α（弹跳离开表面时速度方

向与垂直方向的夹角）来表征冷凝液滴在倾斜超疏水表面上的输运性能。如图 3(a)所示，

在水平放置超疏水表面上，液滴短暂脱离表面后又落回，弹跳方向与表面法向相近，大

部分液滴的输运距离接近 0，极大地限制了液滴自发弹跳在冷凝液滴排除和定向输运等

方面的应用。倾斜 30°、45°和 60°表面上的液滴运动轨迹分别如图 3(b)-(d)所示，与水平

放置表面相比，液滴弹跳离开倾斜表面时弹跳方向集中度增大，液滴轨迹自上而下，跳

离表面后向下输运，且液滴输运距离、输运高度和弹跳方向受到表面倾斜角影响。

图 3 超疏水表面上的液滴运动轨迹。(a) 水平表面；(b) 倾斜 30°表面；(c) 倾斜 45°表面；(d) 倾斜

60°表面。

图 4(a)-(c)展示三种倾斜角度超疏水表面上的输运距离、输运高度和弹跳方向的分

布直方图。对输运距离 Lj 和输运高度 Hj 进行统计后发现，倾斜角越大，液滴沿表面的

输运距离越长，输运高度越大；对弹跳方向 α进行统计后发现，α随表面倾角的增大而

增大，且近似正态分布，倾角为 30°、45°和 60°表面上，α 的均数分别为 36.4±1.1°，

56.6±0.5°，68.3±0.2°，与表面法向接近，虽然表面是倾斜的，但大多数液滴弹跳离开时

仍然垂直于表面，与水平放置的表面类似。整体而言，将表面倾斜一定角度后，液滴输
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运方向更集中，可为相关应用中液滴运动方向的调控提供一种新思路。

图 4 倾斜 30°、45°和 60°超疏水表面上液滴的输运距离、输运高度和弹跳方向的分布。(a) 输运距离

分布直方图；(b) 输运高度分布直方图；(c) 弹跳离开表面时速度方向与垂直方向的夹角分布直方

图。每种倾斜角度的表面上，统计的弹跳总次数均为 210，重复实验次数均为 3。

2.3 倾斜超疏水表面液滴运动轨迹方程

为了进一步研究影响输运距离和输运高度的因素，以液滴起跳点为原点，建立如图

5 所示的直角坐标系，对倾斜超疏水表面上液滴跳离后的运动轨迹进行分析。冷凝液滴

弹跳离开表面后，不仅具有竖直速度，还具有水平速度，同时液滴会受到重力 Fg和空气

阻力 Ff 影响。

图 5 倾斜超疏水表面上液滴弹跳离开表面后的运动轨迹及液滴受力示意图。

假设为半径 R0 的两等大液滴融合弹跳，则融合后的液滴半径Rd=2
1
3R0，并且弹跳速
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度符合惯性-毛细标度律，即v=0.23ටσw ρwR0⁄ ，其中，σw 和 ρw分别为液滴的表面张力系

数和密度。根据牛顿第二定律，将液滴脱离表面后在空中的运动分解为水平和竖直两个

方向，

-kvx =
mdvx

dt
, (1)

-mg-kvy=
mdvy

dt
, (2)

k=6πμaRd, (3)

m=
4
3
ρwπRd

3 , (4)

其中，k 为空气阻力系数，v 为液滴跳离表面时的速度，m 为跳离表面液滴的质量，g 为

重力加速度，μa 为湿空气的动力粘度。对公式(1)和(2)进行积分求得液滴运动轨迹方程：

y=ቀ
mg

k
+vcosθቁ

x

vsinθ
+

m2g

k2 ln൬1-
k

mvsinθ
x൰, (5)

对于倾斜角为 θ的超疏水表面，其表面位置坐标 ys与 x 满足以下关系，

ys=-xtanθ . (6)

当y=ys，则可得到液滴轨迹与超疏水表面的两个交点（即液滴的起跳点与落点）的坐标，

进一步计算求得液滴输运距离Lj=f1(θ, Rd)和输运高度Hj=f2(θ, Rd)，即表面倾斜角 θ和弹

跳离开表面时的液滴半径 Rd 是影响输运距离和输运高度的主要因素。

图 6(a)-(b)分别展示由液滴运动方程得到的输运距离 Lj和输运高度 Hj随表面倾斜角

的变化，由图可见，弹跳离开表面时的液滴半径一定时，输运距离和输运高度均随表面

倾斜角的增加而增加，变化趋势与图 4 展示的统计结果一致；理论计算结果与实验观测

数据对比，二者接近，表明本文给出的液滴运动方程可较好描述倾斜超疏水表面上冷凝

液滴跳离表面后的运动轨迹。

图 6 倾斜超疏水表面上，(a) 输运距离随表面倾斜角的变化；(b) 输运高度随表面倾斜角的变化。
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3 结论

综上，本文研究了表面倾斜角对冷凝液滴动态行为的影响，发现了倾斜超疏水表面

冷凝液滴输运距离和输运高度随倾角增加而增加的变化规律，以及液滴弹跳方向近似正

态分布的统计规律，并建立了可描述液滴跳离表面后运动轨迹的液滴运动方程。此研究

阐明了超疏水表面倾斜角对液滴动力学及液滴定向输运性能的影响，为冷凝液滴输运的

调控提供了新的见解，所得结论可为冷凝液滴弹跳在集水、自清洁、电子器件热管理等

领域的应用提供理论指导。
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摘要：超薄平板热管需要实现一定的柔性才能满足折叠式电子设备等场合的散热需求。本文设计制造了厚

度为 0.75 mm 的柔性超薄平板热管；管壳使用环氧树脂连接铜片的复合型材料；吸液芯使用气液共面型铜

丝网，以降低热管内部蒸汽的流动阻力，使用夹层式支撑结构防止蒸汽腔塌陷。对吸液芯进行亲水改性以

提高其毛细抽吸性能，对三种不同充液率的柔性超薄平板热管进行不同放置倾角、不同弯角的热性能研究。

结果表明：在充液率分别为 0.3、0.4、0.5 的情况下，充液率为 0.3 的柔性超薄平板热管在各种工况下的传

热性能均最优；放置倾角对不同充液率柔性超薄平板热管的传热性能及启动速度的影响有所不同；弯角会

改变柔性超薄平板热管内部蒸汽冷凝位置，增加柔性超薄平板热管的热阻。 

关键词：柔性平板热管；环氧树脂；弯角倾角；传热性能 

 

0 前言 

目前的电子设备，尤其是智能手机和平板电脑等，朝着高性能、高集成、微型化迅速发

展[1, 2]。为了提高用户的舒适度，主动风冷或者大型散热器不适合作为这类电子产品的散热

设备[3]。目前对于智能手机散热最佳的解决方案是采用超薄均热板作为散热设备，但是近些

年出现一系列的超薄折叠电子产品，要求散热部件需要在较薄的厚度下要实现高效的散热并

且需要有可弯曲的功能[4]。柔性屏电子器件的发展对散热系统提出了全新的柔性化需求。传

统的铜、铝基刚性平板热管显然无法满足这类电子设备的散热需求。 
目前超薄平板热管制造工艺多种多样，但实现柔性的方法大体分为两种[5]，一种是以薄

金属或金属复合材料作为外壳，利用自身的弹性形变可进行一定程度的弯曲。Yang[6]等人使

用金属作为蒸发段及冷凝段管壳材料，铜箔作为管壳柔性段材料，制造了一种新型的柔性超

薄平板热管，平衡了柔韧性及导热系数的矛盾，最大导热系数达到2056 W/m·K。LEE[7]等

人制造了一种新型柔性平板热管，该热管在未弯曲状态下最高的有效导热系数约为3000 
W/m·K，通过施加半径为95 mm的曲率，有效导热系数平均降低10-20%。唐恒[8]等人制作

了厚度为0.4 mm的“气液共面”型超薄热管，其极限功率可达5 W。Zhang[9]使用铝作为管壳制

作厚度为1.5 mm的柔性平板热管，该热管在不同的放置倾角下表现出不同的传热性能，其在

输入功率为25 W，倾角为60°时热阻仅有0.063 K/W。Oshman[10]制作出一种以聚脂薄膜和铝

复合材料作为管壳的平板热管，厚度为1.31 mm，在输入功率较低时，弯曲角度对热管的性

能并无明显的影响，直到输入功率加大到30 W的时候，该热管在弯曲状态下的性能开始下

降。Liu[11]使用铝复合填料膜激光烧蚀作为管壳材料，该热管厚度仅有1.47 mm。该热管在水

平放置下能从0°弯曲至180°，且在反复弯曲过后依然能保持较低的热阻。许乐[12]设计出一

种以石墨—铜复合材料作为管壳的平板热管，通过实验测试，当充液率为1的时候，热管最

佳运行功率在5 W~8 W之间。 
第二种是以聚合物基作为外壳的超薄平板热管，其能够实现更大角度的弯曲，适合在复

杂的空间环境内使用。Hsieh[13]等人制作出一种柔性聚合物基的平板热管，管壳整体材料以

硅橡胶为主，其垂直平面弯曲角度在15°到90°之间，该热管弯曲15°时具有最佳的热性能。
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Alqahtani[14] 通过切割成黑色聚丙烯板并将其夹在两块透明聚丙烯板之间，制造出以聚合物

基为管壳材料的平板脉动热管，该热管随着弯曲角度的增加，启动热输入增加。Oshman[15]

开发出一种厚度为1 mm的聚合物基平板热管，采用具有铜填充热通孔的液晶聚合物（LCP）
薄膜作为外壳材料。设计并制造了铜微柱/编织网混合芯吸结构，该热管可以在11.94 W/cm2

的热通量下运行，有效导热系数范围为650~830 W/m ·K。 
以上为目前超薄平板热管实现柔性的常用方法，均在导热性能及柔韧性上做出了取舍，

本文提出一种新的超薄柔性平板热管设计，为了保证外界热量能够迅速导入热管内部，蒸发

段和冷凝段需要使用导热性高的金属作为管壳材料。柔性段需要使用柔韧性高的材料连接，

但是为了保证热管的气密性，两种材料需要较好地结合在一起。本文制备出尺寸为 60 mm×

140 mm×0.75 mm 的超薄柔性平板热管，柔性段选用树脂浇筑的方法连接蒸发段和冷凝段，

既能实现 90°弯曲且具有非常良好的气密性，又能保证热管与外界良好的热传导。 

1 超薄柔性平板热管制造 

1.1 管壳设计及制造 

管壳材料选用厚度为 0.1 mm 的紫铜片，由于树脂凝固后具有较高的热阻，使得管壳在

轴向传热性能变差，为此在蒸发段及冷凝段连接部分留下宽度为 10 mm 的运送热量的“桥

梁”以提高管壳轴向传热性能。使用手动压切机及定制刀模将铜片裁剪出指定的形状，随后

将剪裁好的铜片放置在模具当中。在柔性段浇筑环氧树脂，固化剂的混合比例为 1:1，待其

凝固后，环氧树脂能将两端牢牢粘合在一起，并且不产生缝隙。通过此方法可以制备具备柔

性且高导热的“一体”管壳，如图 1 所示。 

 
图 1 管壳制作流程图 

环氧树脂固化后的物性详细参数在表 1 中。 
表 1 环氧树脂固化后的物性参数 

物性参数 数值 
抗拉强度（psi） 480 
拉伸强度（%） 120 

热膨胀系数（ppm） 200 
导热系数（W/m · K） 0.22 
有效温度范围（℃） -60~130 

1.2吸液芯制造及工质选择 

平板热管常用的工质有丙酮、无水乙醇、去离子水[16]等，由于该热管管壳材料中含有

环氧树脂，属于高分子聚合物，会微溶于乙醇与丙酮。因此在本文设计的热管中，不可选

用此类工质，故选用去离子水。 
为了保证在热管的柔韧性，吸液芯选择三层 200 目的铜网，在铜网中切割出蒸气流动



通道，每条通道的宽度为 2.5 mm。蒸汽通道不能过大[17]，因为吸液芯在热管进行抽真空工

序时能够起到一定的支撑作用，防止蒸汽腔塌陷，如图 2 所示。“气液共面”结构有利于降

低热管的厚度，利于热管超薄化[18]。 

 

图 2 吸液芯结构示意图 

将切割好的吸液芯通过化学处理工艺提高其亲水性能[19, 20]，进而提升吸液芯的抽吸能力，

加快工质在热管内部的循环。首先将铜网放置进无水乙醇进行清洗 5 min，去除铜网表面的

杂质及油污等，清洗完成后使用大量去离子水冲洗掉表面残留的无水乙醇。清洗完成后放置

阴凉处自然风干。 
使用烧杯配置2.5 mol/L的KOH和0.065 mol/L的K2S4O8混合溶液，并将烧杯置于 70 ℃的

恒温水浴加热箱内。待烧杯内溶液达到 70 ℃后，将清洗干净的铜网完全浸泡在溶液内，反

应 30 min 后取出，并用大量去离子水将表面残留的溶液进行冲洗，冲洗完成后放置阴凉处

等待其自然风干即可。此改性的化学方程式见式（1），式（2）： 
 Cu + 2KOH + K2S4O8 → Cu(OH)2 + 2K2SO4 （1） 
 Cu(OH)2 → Cuo + H2O （2） 

通过显微镜观察，亲水处理后吸液芯表面产生许多纳米结构，如图 3 所示，能够大幅

增加铜网对水的湿润性，但是经过亲水改性的铜网通常在数月之后亲水性能会下降，但其

亲水性能及纳米结构在一个月内能保持不变[21]。 

 

图 3 吸液芯改性前后微观结构图 

1.3 热管设计及整体制造 

柔性超薄平板热管主要有上下管壳，吸液芯，支撑结构三部分组成。柔性段材料为环氧

树脂，其具有较高的拉伸强度和良好的柔韧性，也正因其良好的柔性，在热管进行抽真空注

液过程中，柔性段非常容易发生塌陷导致蒸汽腔堵塞。为了防止柔性段塌陷导致热管失效，

需要有支撑结构。本文设计的热管内部上下均通过使用单层 100 目的铜网作为支撑网结构，

并与三层 200 目的铜网紧密贴合，形成夹层支撑结构，有效防止真空状态下柔性段的塌陷。



100 目铜网与 200 目铜网的有效孔径和湿润性的差异防止了液体润湿支撑网，导致液体与气

体流路分离[7]。其次，在热管外壳材料为铜片的部分四周使用 0.4 mm 厚，5 mm 宽的铜片作

为热管边缘的支撑结构，并在热管中间区域放入直径为 0.5 mm 的充液管，整体效果如图 4
所示。三层吸液芯与支撑网结构通过点焊的方式连接在一起防止热管在运行过程中吸液芯发

生位移，热管四周的间隙则使用硅胶进行密封。热管理论厚度为 0.6 mm，实际制造厚度为

0.75 mm，图 5 为热管实物图。 

 
（a）热管结构爆炸图 

 
（b）夹层支撑结构示意图 

图 4 热管内部结构示意图 

 
（a）热管俯视图 

 
（b）热管厚度图 

图 5 热管实物图 

超薄柔性平板热管具体参数列在表 2 中 
表 2 热管各项参数表 

项目 参数 

外部尺寸（长×宽×高） 140 mm×60 mm×0.75 mm 
内部尺寸（长×宽×高） 130 mm×50 mm×0.50 mm 

蒸发段面积 60 mm×60 mm 
柔性段面积 60 mm×20 mm 
冷凝段面积 60 mm×60 mm 

铜网吸液芯目数及层数 200 目，3 层 
铜网支撑网目数及层数 100 目，上下各一层 

工质 去离子水 

热管制作完成后使用，需要对其进行检漏实验。使用气泡检漏法对热管进行测试，以

检查是否存在微小的泄漏缝隙。 

2 实验设置 

2.1 实验装置及测试方法 

实验装置主要由加热模块、弯曲平台、数据采集模块、直流电源和计算机组成，如图 6
（a）所示。加热模块使用恒温陶瓷 PTC 发热片，弯曲平台通过 a、b 两点的调节可以实现

倾角及弯曲角的改变，如图 6（b）所示。数据采集模块由数据采集仪，高精度功率计及 13



根 K 型热电偶组成。热电偶 T1-T5 连接在蒸发段，热电偶 T6-T8 连接在柔性段，热电偶 T9-
T13 连接在冷凝段分别测量各部分的平均温度，具体测温点见图 6（c）。加热片及热管通过

保温棉进行包裹，仅留下一面冷凝段进行散热，散热方式为自然对流散热，见图 6（d），以

最大限度减少实验过程中的热量损失，使实验结构更加精准。因此在后续计算中不考虑热量

损失。 

 
（a）实验测试平台示意图 

 
（b）弯曲测试平台示意图 

 
（c）测温点分布图 

 
（d）热管放置示意图 

图 6 实验平台详解图 

实验对三个充液率的热管进行实验，充液率 𝜂分别为 0.3，0.4，0.5，通过不同实验研究

最佳充液率。实验过程期间，将热管固定在弯曲平台的固定支架上，蒸发段始终位于冷凝段

下方（除水平放置外），通过调节平台的倾斜角 a 改变热管工作时的倾角，倾斜角从 0°开

始增加至 90°，以 30°为增量,研究重力对热管传热性能的影响，见图 7（a）。输入功率从

2 W增加至 8 W，以 1 W为增量，每个功率持续时间为 1800 s。通过改变弯曲平台的弯曲角，

研究弯曲对热管传热性能的影响，弯曲角从 0°开始增加至 90°，以 30°为增量，见图 7
（b）。输入功率同样从 2 W增加至 8 W，以 1 W为增量，每个功率持续时间为 1800 s。 

为了检验热管的传热性能，测试了相同尺寸的紫铜片在水平放置下的热阻，由于铜片的

传热不受重力影响，只需测量一种工况下的传热性能即可。 

 

（a）倾角实验示意图 

 
（b）弯曲角实验示意图 
图 7 不同工况实验示意图 



2.2数据计算及不确定度分析 

本文以热管腔内体积与工质体积之比作为充液率[22]，热管腔内被工质充满时的充液率

为 1.0，腔内体积只有 80%被工质充满时为 0.8，以此类推。充液率 𝜂为无量纲参数，可由式

（3）计算。 
 

𝜂 =
𝑉 W

𝑉H
 

（3） 

式中 𝑉 W为工质体积，𝑉H为热管腔内体积，单位为 cm3。 
取蒸发段，柔性段及冷凝段测温点的各自平均温度作为蒸发段温度 𝑇e，柔性段温度 𝑇f和

冷凝段温度 𝑇c,单位为 ℃，分别由式（4）-（6）计算。 
 

𝑇e =
∑ 𝑇𝑖

7
𝑖=1

7
 

（4） 

 
𝑇f =

∑ 𝑇𝑖
10
𝑖=8

3
 

（5） 

 
𝑇c =

∑ 𝑇𝑖
17
𝑖=11

7
 

（6） 

热阻 𝑅及导热系数 𝑘由式（7）-（9）计算。 
 

𝑅 =
𝑇e − 𝑇c

𝑄
 

（7） 

 
𝑘 = 𝑄equ ·

𝐿eff

𝐴∆𝑇
 

（8） 

 
𝑄equ = 𝑄 ·

𝐿eff

𝐿
 

（9） 

由蒸发段温度 𝑇e与冷凝段温度 𝑇c可计算出热管的热阻 𝑅，单位为 ℃/W。由于不考虑热

损失，本文将功率计显示读数等效于总输入功率 𝑄，𝑄equ为等效功率，单位为 W；导热系数

𝑘单位为 W/(m · K)，𝐴 与∆𝑇分别为热管等横截面积及蒸发段与冷凝段的温差，单位为 m与

 m2；𝐿eff为热管蒸发段和冷凝段的中心距离，𝐿为热管的总长度，单位均为 m。 
实验中的相对测量误差分析可以通过公式（10）计算： 

 
𝛿𝑅

𝑅
= √(

𝜕𝑇e

𝑇e
)2 + (

𝜕𝑇c

𝑇c
)2 + (

𝜕𝑄

𝑄
)2 （10） 

K 型热电偶测温的误差为 0.1℃，实验测量的最低温度为室温 20℃，其相对误差为 0.5%；

数据采集仪误差为 0.2%，则测量温度的为 0.54%。所用电源的电压和电流的最大相对误差

分别为 0.17%和 5.81%，尺寸测量的不确定度为 1.25%。综上，热阻的不确定度为 5.84%，

导热系数的不确定度为 5.97%[19]。 

3 实验结论与分析 

3.1 倾角的影响 

本实验研究不同倾角 a 对热管传热性能的影响。实验对三种不同的充液率的热管进行热

性能测试，充液率𝜂分别为 0.3、0.4、0.5，分别对应图 8（a），图 8（b），图 8（c）。从这三

张图可以看出，三种充液率的热阻均会随着输入功率的增加而下降。在各个工况下，热阻最

低的充液率均为 0.3，随着充液率的增加，热管的传热性能也相对下降。当充液率为 0.3 时，

热阻随着倾角的增加出现微小的上升，但是热阻受到重力的影响十分微弱，说明充液率为 0.3
时热管的运行相对稳定，重力对它传热性能的影响相对较小。但是充液率为 0.4 与充液率为

0.5 的热管在倾角增加的同时，热阻由较为明显的下降，这是由于重力帮助工质回流，加快

热管内部的气液循环，从而提升了热管的传热性能。值得注意的是，三种充液率的热管在加



热功率达到 7 W时均会出现热阻明显下降的情况，充液率为 0.4 的热管尤为明显。这是由于

当加热功率达到 7 W时，蒸发段平均温度达到 90℃，此时热管内部的蒸汽压已超过大气压，

并且足以使管壳产生微小的鼓起，此时热管内部的蒸汽腔体积增大，使蒸汽具有更加充足的

流动空间，降低了气体流动的阻力以及气液相向流动的剪切力，极大地加快了热管内部的气

液循环，从而导致热阻大幅度下降，极大的提高了热管的传热性能。当加热功率为 6 W时，

热管还未发生鼓起现象，图 8（d）是在 6 W的加热功率下，三种充液率在不同倾斜角下热阻

的变化情况。可以观察到，充液率为 0.3 的热管随着倾角的增加热阻出现微小的上升，反之，

充液率为 0.4 和 0.5 的热管随着倾角上升热阻下降，其中，充液率为 0.4 的热管受到重力的

影响较为明显。 
由上述分析可知，在任何情况下低输入功率下，热阻均较高，这是由于在输入功率较低

时，流体与固体之间的表面张力较高，且液膜较厚，导致热阻较高[23]。虽然重力对热管传热

性能具有一定的影响，但是无论是哪种充液率，热阻受重力影响均在±0.5 ℃/W以内。但是

当加热功率大于等于 7 W 时，热管管壳出现鼓起，使得热管内部体积增加，此时热管的热

阻出现大幅度的下降。这种现象说明在超薄平板热管当中，影响传热性能最主要的因素依然

是腔内体积，越薄的平板热管传热性能受到的影响便会越大。 

 

(a) 𝜂=0.3 热管不同倾角的热阻 

 

(b) 𝜂=0.4 热管不同倾角的热阻 

 

(c) 𝜂=0.5 热管不同倾角的热阻 

 
(d) 𝑄=6 W 时不同充液率热管的热阻 

图 8 各倾角下不同充液率热管的热阻 

根据式（7）-（9），充液率为 0.3 的热管最大导热系数为𝑘0.3 = 618.05 W/(m · K)，充液

率为 0.4 的热管最大导热系数为𝑘0.4 = 500.58 W/(m · K)；充液率为 0.5 的热管最大导热系

数𝑘0.5 = 452.91 W/(m · K)。 
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3.2 弯曲角的影响 

弯曲角是每一个柔性热管需要考虑的一个重要影响传热性能的参数之一，为了探究弯曲

角的影响，本实验研究不同弯曲角下热管的传热性能变化。分别对弯曲角 b 为 0°、30°、

60°以及 90°下进行了弯曲实验。 
图 9（a）-（c）分别是充液率𝜂为 0.3、0.4、0.5 在不同弯曲角及加热功率下的热阻变化

趋势。从图中可以明显看出，充液率为 0.3 的热管在各个弯曲角下的热阻均小于充液率为 0.4
和 0.5 的热管，三种热管的热阻均会随着功率的增加呈现下降的趋势，但是随着弯曲角的增

加，热管的热阻会发生不同程度的上升，这是由于热管弯曲后，热管内部汽化后的工质运输

到冷凝段时，在柔性段产生阻力，弯曲角度越大其阻力便越大。对于充液率为 0.3 的热管而

言，弯曲角从 0°增加到 30°时热阻上升较为明显，当弯曲角从 30°上升至 90°时，热阻

依然会增加，但增量变小。而对于充液率为 0.4 和 0.5 的热管，弯曲角增大时，热阻的增幅

较为平均。值得注意的是，即便在弯曲状态下，当输入功率达到 7 W时，热管依然会出现小

幅度的鼓起，使热管的热阻急剧下降。 
图 9（d）是输入功率为 6 W 时，不同充液率的热管随着弯曲角增大时热阻的变化，可

以看出充液率为 0.4 和 0.5 的热管热阻较为接近，而充液率为 0.3 的热管相较于另外两种热

管有较好的传热性能。 

 
(a) 𝜂=0.3 热管不同弯角的热阻 

 
(b) 𝜂=0.4 热管不同弯角的热阻 

 
(c) 𝜂=0.5 热管不同弯角的热阻 

 
(d) 𝑄=6 W 时不同充液率热管的热阻 

图 9 各弯角下不同充液率热管的热阻 

 为了更加直观的展现弯曲角度 b 对热管传热性能的影响，在 6 W 输入功率下，充液率

为 0.3 的热管轴向温度随弯曲角度的增加而产生的变化，如图 10 所示。取 T2，T4，T6，T9，
T12，T14，T16 的温度分别作为轴向距离 1 cm，3 cm，5 cm，8 cm，11 cm，13 cm，15 cm
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的温度。从图中可以看出，蒸发段及柔性段各个测温点的温度均随着弯曲角度的增加而增加，

两者正相关。虽然冷凝段的平均温度随着弯曲角度的增加而下降，两者负相关，但冷凝段的

各个测温点的温度并非随着弯曲角的增加而下降，不同测温点的温度变化与弯曲角度不具备

线性关系。我们可以观察到，在水平放置，即 b=0°时，冷凝段温度在轴向距离 13-15cm 较

高，并且两者温度相差较小，没有出现明显峰值，说明此时冷凝段主要的散热区域在冷凝段

的中后方。而当弯曲角 b=30°时，此时冷凝段的平均温度要比水平放置时低，但是在轴向

距离 11-13 cm 的温度却高于水平放置时的温度，而轴向距离 15 cm 处低于水平放置时的温

度，此时可以观察到在 13 cm 处出现温度峰值。当弯曲角度增加到 60°时，轴向距离 11-13 
cm 的温度要明显高于 15 cm 处的温度且高于弯曲角为 30°和 0°时的温度，并且此时 11 cm
与 13 cm 处的温度相差较小，此时主要的散热区域集中在冷凝段中间靠前的区域。当弯曲角

度达到 90°时，温度随着轴向距离的增加而减小，并且在 11 cm 处的温度高于任何一种弯

曲角，说明此时的散热区域在冷凝段最前的区域。 
 综上，当弯曲角度不断增大时，热管的热阻会随着完全角度的增加而增大，此时蒸发段

的各个区域的温度与弯曲角度呈正相关关系，而冷凝段平均温度随着弯曲角度的增加而下

降，但是各个测温点的温度与弯曲角度并无线性关系。弯曲角对冷凝段的影响主要是使热管

的散热区域向前移动，这与前文分析一致，弯曲角度越大，蒸发段的蒸汽所受到的流动阻力

便越大，越难进入到冷凝段，导致提前冷凝，使得冷凝位置不断前移。 

 
图 10 热管轴向温度图 

3.3 充液率对热管启动速度的影响 

本实验对水平放置下的三种充液率热管进行热性能测试，输入功率从 2 W增加至 8 W，

以 1 W为增量，并且每个功率持续时间为 1800 s。通过蒸发段与冷凝段的温差来判断热管是

否启动且达到稳定状态，当蒸发段与冷凝段的温差波动在±0.2℃之间，可以认为热管达到稳

定状态。从图 11 可以看出，充液率为 0.3 的热管相比于充液率为 0.4 和 0.5 的热管对于外界

温度变化反应速度最快，在功率开始变化时，蒸发段与冷凝段的温差便会短时间内上升且达

到平衡。其次在各个功率下充液率为 0.3 的热管温差均为最低。需要注意到，当 9000 s 时，

既加热功率达到 7 W 时，充液率为 0.3 和 0.4 的热管温差均呈现出先增加后迅速减小的趋

势，这是由于当加热功率到达 7 W 后，蒸发段温度迅速升高，同时热管出现鼓起现象，蒸发

段的热量迅速传递到冷凝段，使其温度在短暂的上升后立刻下降。但是对于充液率为 0.5 的

热管，却没有此过程，它的温差只呈现出下降的趋势，这是由于在 7 W 时，蒸发段依然存在

少量未蒸发的工质，当输入功率上升到 7 W 时，残留的工质迅速汽化以及热管内部体积增
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加，导致蒸发段温度并未上升，反而出现下降的趋势，而冷凝段的温度上升，进而导致温差

直接下降。 

 
图 11 不同充液率温差图 

4 结论 

本文设计了一种新型的超薄柔性平板热管，针对目前柔性平板热管存在的短板对热管的

管壳，吸液芯等提出新的设计方案。为保证管壳的柔性，导热性能及气密性，本文使用树脂

浇筑的方法制造出复合型管壳；为提高吸液芯的抽吸能力，对吸液芯铜丝网采用化学改性方

法在吸液芯表面生成亲水的氧化铜结构；为使热管厚度进一步下降，在吸液芯上切割出蒸汽

通道，形成气液共面结构。并对不同充液率的柔性超薄平板热管进行不同倾角及弯角的热性

能研究，研究结果表明： 
（1） 在充液率分别为 0.3、0.4、0.5 的情况下，柔性超薄平板热管在充液率为 0.3 的工况

表现出最好的传热性能及稳定性，其热阻是三者中最低的，等效导热系数是三者中最高的。

重力对其影响较小，弯曲角度对它的影响也是三种充液率中最低的，无论在何种工况下都表

现出优于另外两种充液率的传热性能。 
（2） 不同倾角对三种充液率的柔性超薄平板热管传热性能有不一样的影响，对于充液率

为 0.3 的柔性超薄平板热管，随着倾角的增大，热阻有细微上升的趋势，而对于充液率为 0.4
和 0.5 的热管，随着倾角增大，热阻则有较为明显的下降。 

（3） 不同弯角对三种充液率柔性超薄平板热管的传热性能有相似的影响，三种柔性超薄

平板热管的热阻均随着弯曲角度的增加而上升，主要原因是柔性段的弯曲导致热管内部蒸汽

流动受到的阻力增加，相比于水平状态，弯曲的热管使得蒸汽更难从蒸发段流至冷凝段，从

而导致热阻下降，并且蒸汽传输的距离下降，蒸汽在冷凝段冷却的位置前移。 
（4） 本文设计的柔性超薄平板热管管壳的主要材料为 0.1 mm 厚的紫铜片，从实验中观

察到，在加热功率达到 7 W 的时候，热管出现鼓起的现象导致热管内部的体积增加，从而

使热阻急剧下降。此现象说明对于超薄柔性平板热管而言，影响其传热性能最主要的因素为

热管内部的容积。倾角及弯角虽对热管的传热性能具有一定的影响，但是属于次要因素，热

管的厚度极大程度上决定了热管传热性能的好坏，这也使得在工程上应用上要结合实际情况

考虑热管的尺寸，在厚度及传热性能方面上做出取舍。同时，对于柔性超薄平板热管而言，

如何避免热管在工作中出现鼓起现象，亦是在制造上需要注意的问题。当选用极薄的材料作

为管壳，需要根据实际工程应用时的温度范围来判断，此厚度下材料是否具有足够的强度在

热管稳定工作时不产生形变。 
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摘 要：为提升太阳能利用率，本文将碳纳米管引入柔性相变薄膜，制备 PEG/PLA/CNTs 柔性相变薄膜。对

其热性能和光热转换性能进行测试，结果表明，随着 CNTs 含量的增多，相变薄膜的潜热值降低，但导热

系数得到有效提升，加入 7%的 CNTs 可以使薄膜的导热系数提高 158%。碳纳米管的加入赋予了薄膜光热

转换能力，薄膜光热转化过程出现储热相变平台。CNTs 的含量分别为 1%、3%、5%、7%时，薄膜光热转

换效率分别为 79.3%、84.9%、88.6%、91.8%。

关键词：柔性相变薄膜；碳纳米管；热性能；光热转换

0 前言

随着对低碳产业发展、人口增长和燃料枯竭的高度关注，太阳能的收集和利用越来越受

到关注[1, 2]。在太阳能各种形式的应用中，太阳能的光热转换，即收集太阳辐射并直接转化

为热能，被认为是利用丰富的太阳能的最有效可靠方法之一[3-5]。相变材料的潜热蓄热具有

优越的存储能力和接近恒定的工作温度，这使得 PCMs 成为一种很有前途的太阳能热储存

材料[6, 7]。但是，在实际使用过程中 PCMs 还存在液体泄漏、形状不稳定和力学性能差等缺

点[8, 9]。为解决以上问题，研究者通过将相变材料封装在高熔点聚合物的三维孔隙结构中来

实现防泄漏和提高柔性的目的[10-12]。以聚乙烯、聚氨酯和热塑性弹性体为代表的聚合物被广

泛用于制备定形柔性相变材料，该复合相变材料具有稳定的相变温度和良好的柔性，并可根

据需求制成不同形状[13-17]。然而，高分子聚合物降解困难，废弃后易对环境造成破坏，不符

合未来绿色化的发展趋势。可降解材料凭借其安全无毒、可生物降解等特性在生活领域的应

用逐渐日常化，但其在工业领域的应用还处在发展阶段。聚乳酸（PLA）是一种可降解聚酯，

具有良好的加工性和环保性[18]，已有研究者将其与相变材料复合。Lu 等[19]首次以 PLA 为支

撑基底，高密度聚乙烯为相变工质，通过熔融共混法制备了定型相变材料。但聚乳酸相比于

其他聚合物支撑材料，其韧性较大，聚乙二醇（PEG）常被用做增塑剂，改善聚乳酸的韧性
[20, 21]。同时，聚乙二醇作为有机相变材料具有潜热高、环保经济等优点，已成为柔性相变材

料常用功能性填料[22-24]。

在相变材料光热转换领域中，除了要具备高相变焓外，还应有较高的吸光性，碳基材料

具有全光谱吸收性能和良好的稳定性，应用更为广泛[25-27]。如何赋予相变材料光吸收能力和

光热转换能力，并提高定形相变材料的热性能，降低载体与相变芯材之间的界面热阻，合成

兼具优异的热性能与光热转换性能的柔性定形相变材料是当前研究的热点问题之一。本文将

碳纳米管引入 PEG/PLA 柔性相变薄膜中，赋予柔性相变薄膜光热转换特性的同时进一步提

升了其导热系数，并对其热学性能、导热性能和光热转换特性进行研究。

1 实验材料与方法

基金项目：国家自然科学基金项目(51476149)、中原科技创新领军人才项目（234200510011）、河南省科

技攻关项目(202102210311 和 212102210231) 和郑州市协同创新专项(校重大重点项目培育)
（2021ZDPY0107）
第一作者：栾林林，女，1997 年生，硕士研究生，研究方向为相变储能。

通讯作者简介：吴学红，男，1979 年生，博士，教授，主要从事制冷设备节能、相变储能技术方面的研

究，wuxh1212@163.com。



1.1 实验材料

聚乙二醇（PEG）,平均分子量为 2000，相变温度范围为 51~54℃。购于上海麦克林有限

公司；聚乳酸（PLA），型号为 2003D，购于美国 NatureWorks 公司，玻璃转化温度为 60℃，

熔融温度为 175℃；二氯甲烷(DCM)，分子式为 CH2Cl2，纯度>99.9%，购于天津市富宇精细

化工有限公司；碳纳米管购于上海麦克林有限公司。

1.2 样品制备

将 PLA 颗粒放入鼓风干燥箱中 70℃干燥 12h，PEG 常温干燥 12h，以去除水分。分别

按比例称取 5gPLA 和 9gPEG，按照 1%、3%、5%、7%的比例称取改性后的 CNTs，相应的

质量见表 1，将 CNTs 倒入 50ml 的 DCM 溶液中，盖上保鲜膜以防止溶剂挥发，置于超声震

荡机中震荡 30min，使其分散均匀后依次加入称量好的 PLA 和 PEG，放在磁力搅拌器上室

温搅拌 2h，搅拌结束后通过流延法将铸膜液铺在玻璃培养皿上，常温下放置 12h，再放入干

燥箱中干燥 6h，使 DCM 充分挥发，制备 CNT 柔性相变薄膜。

表 1 CNT 柔性相变薄膜配比

Table .1 Ratio of CNTs flexible phase change films

样品 mPEG (g) mPLA (g) mCNTs (g) CNTs 占比

CPCF-1 9 5 0.14 1%

CPCF-2 9 5 0.43 3%

CPCF-3 9 5 0.74 5%

CPCF-4 9 5 1.05 7%

2 结果与分析

2.1 碳纳米管柔性相变薄膜柔性及其定形相变性能

对薄膜进行弯曲、折叠、拉伸，结果如图 1a 所示，可以观察到，加入碳纳米管后薄膜

仍具有良好的柔性，可随意折叠而不发生断裂，证明碳纳米管柔性相变薄膜具有良好的柔性。

将薄膜剪成3× 3cm2的片状，和一定质量的PEG2000同时放入温度为80℃的恒温干燥箱中，

五分钟后取出，观察其泄漏情况，结果如图 1b 所示。PEG 加热 5min 后融化成液态，但薄

膜仍保持原状，并未发生泄漏现象，这是由于 PEG 与 PLA 具有较好的相容性，PEG 被限制

在网状 PLA 结构中，限制了其液态流动，且 CNTs 的加入未对其定形功能产生影响，所制

备的碳纳米管柔性相变薄膜仍具有较好的形状稳定性。从图 1c 可以看出，在 PEG 熔化温度

以上，薄膜的形状仍可保持不变，当恢复室温时，薄膜又恢复原来的形状，证明该相变薄膜

在广泛的温度范围内仍具有良好的柔性。

图 1 CNT 柔性相变薄膜柔性和定形相变性能测试



Fig. 1 Test of the flexibility and formable phase change performance of CNT flexible phase change thin films

2.2 碳纳米管柔性相变薄膜相变特性分析

差示扫描量热法（DSC）用于研究复合相变材料热储能性能。图 2(a~b)展示了柔性相变

薄膜的吸热和放热曲线，通过放热曲线之间的面积获得薄膜的熔融（向上曲线）和凝固过程

（向下曲线）中的相变焓，相关参数列与表 2。DSC 测试结果表明，PEG/PLA 熔融温度在

54℃左右，这与 PEG 熔点为 51~54℃符合，说明 PEG 与 PLA 复合后，并未改变相变材料的

相变温度，随着 CNT 的加入，复合相变材料的熔融温度仍与 PEG 熔点接近，薄膜的相变潜

热进一步降低，且 CNTs 含量越高其潜热值越低，这是因为有效相变成分的比例减小。同时，

CNTs 的加入影响了 PEG 的结晶，从而导致焓值有所下降。

为了证明 CNTs 柔性相变薄膜的热稳定性，对 CPCF-3 柔性相变薄膜样品采用 DSC 进

行冷热循环测试。图 2c 为样品在 20℃~80℃之间进行 500 次冷热循环前后的 DSC 曲线，每

隔 100 次循环记录其相变行为，发现冷热循环 500 次后，样品相变温度无明显变化，样品熔

融潜热由原来的 104.6J/g 变为 101.7J/g，仅比原始潜热降低约 2.8%，证明碳纳米管柔性相变

薄膜具有良好的热稳定性和重复使用性。
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图 2 (a)CPCF-X 薄膜吸热 DSC 曲线 (b) CPCF-X 薄膜放热 DSC 曲线 (c)CPCF-X 薄膜冷热循环 500 次 DSC

曲线

Fig. 2 (a) Endothermic DSC curve of CPCF-X thin film (b) exothermic DSC curve of CPCF-X thin film (c) Cycles

of DSC curves of CPCF-X thin film

表 2 柔性相变薄膜的 DSC 数据

Table 2 DSC data of flexible phase change films

样品
H（J/g） Tpeak（℃） Ton（℃） Tend（℃）

M S M S M S M S



PEG 193.3 190.1 54.15 24.26 49.04 16.67 60.85 28.82

CPCF-1 111.3 113.1 53.99 22.63 45.38 14.9 63.73 29.35

CPCF-2 107.9 109.5 53.77 22.36 45.45 14.81 63.67 29.99

CPCF-3 106.9 106.9 55.63 19.78 45.39 11.85 63.8 27.6

CPCF-4 104.6 106.3 54.51 17.89 45.89 10.09 64.29 26.68

注: Tpeak:峰值温度 Ton:相变开始温度 Tend:相变结束温度。

M:熔融过程 S:凝固过程。

2.3 碳纳米管柔性相变薄膜导热系数分析

热导率对于复合相变材料将光能转化成热能并及时储存具有重要的作用。热导率大小是

由声子传播速率决定的[28]。采用热线法测试样品的导热系数，首先采用差示扫描量热仪测试

样品的比热，测试温度范围为 25~30℃，其次采用热物性导热仪测定样品的热扩散系数，设

定温度范围为 25~30℃。图 3 为 25℃下 CNTs 配比下的薄膜导热系数柱状图，25℃下添加

1%、3%、5%、7%CNTs 的导热系数分别为 0.52 W/(m·K)、0.55 W/(m·K)、0.56 W/(m·K)、
0.62 W/(m·K)，与未添加 CNTs 的薄膜相比，导热系数分别提升了 116%、129%、133%、158%，

可以看出随着 CNTs 含量的增多，薄膜的导热系数逐渐增大，这是由于在聚合物基体中，热

量主要依靠不同振频的声子进行传播， CNTs 本身固有的高导热率及其纳米网络通道，在相

变材料中能搭建较长的传热路径，增大了声子的传递自由程，减小了界面热阻，加上其较高

的比表面积，从而使热量传递速率加快[29]。

PCF-5 CPCF-1 CPCF-2 CPCF-3 CPCF-4
0.0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

0.7

0.62

0.560.550.53

导
热
系

数
/W

/(m
·K

)

0.24

图 3 柔性相变薄膜热导率

Fig. 3 Thermal conductivity of flexible thin film

2.4 碳纳米管柔性相变薄膜光热转换性能分析

为了测试薄膜光热转换性能，研究了模拟光照强度为 150mW/cm2 下 CNTs 柔性相变薄

膜的光热转换行为以及温度变化。由于 CNTs 具有极强的吸光性，在模拟光源照射下，太阳

光瞬间被吸收，同时在薄膜内部发生光热转换，并将热能储存在 PCM 体系中。其光热转换

曲线如图 4 所示，随着光照时间的增加，复合相变薄膜的表面温度均呈现增长趋势。CNTs
柔性相变薄膜最高可升温至 63.8℃，当温度达到相变温度附近时，出现储热相变平台，此时，

薄膜内 PEG 发生固液相变，吸收热量，温度几乎不变，相变结束后，薄膜温度继续上升，

直至 CNTs 吸光饱和。同样在降温过程中出现了放热相变平台，且随着 CNTs 的增多，升温

和降温速率逐渐增大。相比之下，PEG/PLA 薄膜仅升温至 43.2℃，由于并未达到 PEG 相变

温度，故未出现相变平台，证明 PEG/PLA 薄膜不具有光热转换特性，温度上升是模拟光源

的热效应导致的。薄膜光热转换特性来源于 CNTs，这是由于碳纳米管中存在大量共轭π键，

π与π*之间的能隙较小，故可以通过较低的能量完成π-π*跃迁，同时使吸收光谱红移，

因此碳纳米管中的共轭π键可以使几乎所有波长的太阳可见光都能引起电子的激发，π键越



多，最高占据分子轨道和最低未占据分子轨道之间的能隙就越小。故较低的能量便可完成 π

轨道之间的跃迁，同时使吸收光谱红移，激发的电子通过电子-声子耦合机制进行热弛豫[30]。

所释放的热能通过 PEG 固液相变进行吸收并储存，光照结束后，储存的热能自发释放，从

而完成光能与热能的转换。
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图 4 碳纳米管柔性相变薄膜光热转换与热能存储曲线

Fig.4 Curve of photothermal conversion and thermal energy storage of carbon nanotubes flexible phase change

thin films

3 结 论

本文将 CNTs 引入柔性相变薄膜，提升其导热能力的同时赋予薄膜光热转换性能。对其

形状稳定性、相变特性、导热系数以及光热转换能力进行研究，主要结论如下：

(1)PEG/PLA/CNTs 柔性相变薄膜具有良好的形状稳定性。在 PEG 熔化温度以上，薄膜

的形状仍可保持不变，当恢复室温时，薄膜又恢复原来的形状，证明该相变薄膜在广泛的温

度范围内仍具有良好的柔性。

(2) DSC 测试结果表明，PEG/PLA 薄膜的潜热留存率分别为 62.2%和 67.6%。随着 CNTs
含量的增多，相变薄膜的潜热值降低，但导热系数得到有效提升，加入 7%的 CNTs 可以使

薄膜的导热系数提高 158%。并且 PEG/PLA/CNTs 复合薄膜具有良好的重复使用性和热稳定

性。

(3) CNTs 的引入赋予了柔性相变薄膜高效的光热转换能力。当温度达到相变温度附近

时，碳纳米管柔性相变薄膜光热转化过程出现储热相变平台。随着光照时间增加，PEG/PLA
薄膜仅升温至 43.2℃，未出现相变平台。CNTs 的含量分别为 1%、3%、5%、7%时，薄膜光

热转换效率分别为 79.3%、84.9%、88.6%、91.8%。
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摘要：电流体动力学强化换热技术凭借高效和经济的换热效果，在高集成度、高热流密度的微型器件

散热过程中备受关注，将其用于沸腾换热可进一步提高强化换热效果。本文采用分子动力学方法，从

微观角度开展对电流体作用下二氧化硅基底上水沸腾换热研究，旨在探究电流体对二氧化硅基体上去

水核态沸腾换热的强化机理，并得到电场大小和换热壁面温度对水沸腾换热的影响。结果表明，外加

电场越强，气泡运动越剧烈，换热效果越好；较高的壁面温度能够促进沸腾的发生。

关键词：电流体动力学，沸腾，强化换热，分子动力学模拟

0 前言

伴随精密微电子器件和微机电系统的微型、紧凑化方向发展，微尺度强化传热逐渐

成为影响电子工业技术的关键因素之一。其中液体沸腾传热作为一种高效的对流换热方

式，成为微尺度强化传热研究的重要方向之一。为解决当下高散热的需求，在沸腾传热

的基础上，采用电流体动力学（Electro-hydro-dynamics，简称 EHD）技术有望进一步加

强流动换热。EHD 利用电场、流场、温度场之间的相互作用，能够高效强化传热且兼具

经济效益。

EHD 强化换热可追溯到 1916 年，英国学者 Chubb 发现在流体中施加电场可以强化

传热 [1]。自此，国内有不少学者就 EHD 强化换热技术开展了模拟和实验研究。

Sheikholeslami 等人[2]数值模拟研究了 EHD 对纳米流体的强化传热作用，并分析了库仑

力对纳米流体强制对流的影响。Luo 等人[3]利用格子波尔兹曼模型模拟了在有温差平板

间离子注射电–热–对流现象，发现随着电压的增加，Ra 数增大，腔体内对流增强。Sadegh
等人[4]实验研究了强直流电场对铝/油纳米流体在小型化方形通道内流动时的传热和压

降的影响，测得在施加强电场为 15.51 kV 的条件下，0.3 %体积分数的纳米流体其传热

可强化 52 %。针对 EHD 作用下沸腾传热的研究，Ogata 和 Yabe[5]针对 R11 与乙醇混合

工质开展沸腾实验研究，得到电场作用下介电电泳力导致气泡剧烈扰动，使气泡与换热

面接触面积增大，提高了换热系数。郭俊等人[6]通过布置针状电极来研究非均匀电场对

池沸腾换热过程中换热系数和临界热流密度的影响。结果表明，在低热流密度和高热流

密度区电场强化传热且强化效果随热流密度的增加而减弱。Patel 和 Seyed-Yagoobi[7]结合

库仑力和介电电泳力的共同作用将 EHD 强化传热技术应用到液膜流动沸腾传热实验中，



发现液膜流动沸腾换热系数提高到无电场时 1217%。

然而，在微观世界中，传热机制将受到结构尺寸的影响，其与宏观传热机制因而存

在很大的差异。为了探究在微尺度上 EHD 对沸腾换热的强化作用，本文采用微机电系

统中重要的二氧化硅材料作为换热基底，利用分子动力学（Molecular dynamics，简称

MD）对水在电场作用下的沸腾传热开展研究。通过改变电场大小和换热壁面温度，探

究 EHD 对水沸腾的强化换热机理，这对于电流体动力学在微尺度散热方面的应用具有

重要意义。

1 EHD 强化换热机理

1.1 电场对流体的作用

电场能够强化传热的机理在于电场对流体的电对流效应以及电场对气泡产生的作

用。电磁学理论中，流体在电场下受到的作用力为[8]：
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式中，q 为流体中电荷密度，E 为电场强度，ε 为介电常数，ρ 为流体密度。

公式右边由三项组成，分别为库仑力、介电电泳力和电致伸缩力。库仑力是对流体

中自由电荷产生的作用力， 在 EHD 强化单相流传热的过程中发挥主要作用。介电电泳

力是由于介电常数差异对介质产生的作用力，在电场强化相变换热中占主要作用[9]。电

致伸缩力是由于电场强度空间分布不均以及随介质密度变化的介电常数而导致在流体介

质上产生的作用力，在不可压缩性流体中没有实际影响[10]。

1.2 EHD 强化沸腾换热机理分析

EHD 强化沸腾换热属于强化两相流传热，在两相换热方式中，电场强化传热主要是

通过气泡以及气液界面在电场作用下产生的力而作用的。气泡在电场下主要受到的作用

是介电电泳力。假设介电常数为 ε1的液体工质中有一个介电常数为 ε2、半径为 R 的气泡，

那么作用在气泡上的介电电泳力 Fd为：
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在 EHD 沸腾中，除了电场力 Fd之外，气泡浮力 Fb、表面张力 Fs也会对其运动产生

相应的影响。

浮力 Fb：

 b b l vF V g    (3)
式中，Vb为气泡的体积，ρl、ρv分别为液体和气泡密度，g 为重力加速度。

表面张力 Fs：

sins nF d    (4)

最终可由电场力 Fd、气泡浮升力 Fb、表面张力 Fs三方合力决定气泡的运动轨迹。

2 EHD 作用下水核态沸腾的 MD 模拟模型及方法

图 1 为本文在 EHD 作用下对水沸腾进行分子动力学模拟所采用的初始模型。系统

总尺寸为 12.5 nm×12.5 nm×50 nm，模拟区域分为三部分，最下面为二氧化硅区域，中间



液相区域为水分子区域，上方真空层为气相区域。图中二氧化硅基底为以硅氧四面体为

基本结构形成的立体网状结构。基体最下面一层固定，用于固定整个模型不参与模拟，

而上层的二氧化硅作为加热面参与模拟沸腾。水分子采用 TIP4P 模型，O-H 键长为 0.96
Å，键角为 104.52°，H 和 O 原子的电荷量分别为 0.52e 和-1.04e。初始时刻水分子有 10
层，平铺在二氧化硅基底上。

图 1 EHD 作用下水核态沸腾的分子动力学模拟模型

在模拟中，采用 Tersoff 势函数来描述二氧化硅分子中氧原子与硅原子之间的相互作

用，采用 L-J 12-6 势函数和长程库伦引力作用势能来描述水分子与水分子之间、二氧化

硅和水分子之间的相互作用。其中 L-J 12-6 势函数和长程库伦引力作用势能的截断半径

分别取为 12.0 Å 和 10.0 Å。表 1 为模拟中所采用的粒子间相互作用 L-J 势能参数。

表 1 粒子间相互作用 L-J 势能参数

参数 O#-O# O#-H O#-Si H-H H-O H-Si

σ (Å) 3.167 0.0 3.730 0.0 0.0 0.0

ε (eV) 0.007 0.0 0.013 0.0 0.0 0.0
* O# 为水分子中的氧原子，O 为二氧化硅分子中的氧原子

为了探究 EHD 强化沸腾换热机理，沿 z 轴给流场区域施加向下方向电场。在电场作

用下，通过改变加热壁面温度、电场大小和壁面亲疏水性，研究这些参数对水核态沸腾

的影响。每个工况下的模拟步骤可分为三步。首先采用最速下降法给系统进行能量最小

化，使系统模型达到合理的结构。接着，对系统进行弛豫，使模型进入平衡状态。模拟

采用 NVT 正则系综，每个粒子初始速度按照 Maxwell 分布随机取样，设置弛豫温度为

298 K，运行时间为 100 ps。最后，进行沸腾过程模拟，将高温施加于二氧化硅上层，并

向系统中加入电场。整个系统使用 NVE 系综，运行时间为 1000 ps，每步为 0.001 ps。
3 MD 模拟结果与分析

探究壁面温度和电场大小对水沸腾换热的影响，并分析电场强化沸腾换热机理。

3.1 壁面温度对水核态沸腾的影响



为了探究壁面温度对水核态沸腾的影响，模拟设置了 380 K、480 K、580 K 三种壁

面温度，水分子在沸腾换热阶段沸腾行为的模拟结果如图 2 所示。可以看到，液态水分

子随着时间的推移向蒸汽区移动。蒸汽区水分子越多，汽化速度越快。随着硅基体壁面

温度的升高，水的沸腾速度加快。

（a） （b）

（c）
图 2 不同壁面温度下水在二氧化硅基体上的沸腾行为：（a）380 K，（b）480 K，（c）580 K
放大图 2（b），图 3 显示了在壁温 480 K 下水在靠近二氧化硅基体处沸腾的模拟结

果。可以看到，一开始水分子在经过弛豫之后平铺在二氧化硅基底上呈液体状态，随着

时间的变化，二氧化硅基底的温度传递给水分子，随着传递给水分子的能量增多，水分

子的动能不断增加，水分子运动也越来越剧烈，模型表面一些液体水分子开始汽化进入

气相区域，蒸发的水分子也越来越多，当加热时长 500 ps 时，在接近加热面的液体水分

子中开始形成气泡。

图 3 480 K 温度下水核态沸腾气泡的形成



此外，图 4 为在壁温 480 K 下气液区域水分子平均温度随时间的变化。可以看到，

在 0-200 ps 时间内水分子模型的温度快速上升，随后温度上升速率减小，最终趋于平衡

状态。基本上在 500 ps 后整个系统温度便达到了设置的温度，此时水分子逐渐开始汽化，

运动也逐渐剧烈，这与图 2（b）壁温 480 K 下水在二氧化硅基体上的沸腾行为相一致。

图 4 壁温 480 K 下水分子平均温度随时间的变化

为了进一步说明壁面温度对水分子沸腾换热的影响，水分子的平均动能在壁温分别

为 380 K、480 K 和 580 K 下随时间的变化趋势如图 5 所示。可以看到在任一壁温下，水

分子的动能大小随着时间的推进而增大，最终趋于一个稳定值。壁温越高，水分子的动

能越大，且随着时间的延长，水分子在不同壁温下的动能差距越来越大，最终差值随着

动能的平稳而趋于一个稳定值。水分子动能的变化与图 2 所示的水分子的行为变化基本

一致，动能越大，分子运动越剧烈，水分子汽化速度越快，沸腾速度也越快。

图 5 不同壁温下水分子平均动能随时间的变化

3.2 电场强度对水核态沸腾的影响

EHD 强化传热的关键是电场的施加，在壁温 480 K 条件下，参考文献[11]对系统模型

分别施加电场强度为 0.1 VÅ-1和 0.2 VÅ-1的电场。

图 6 显示了施加电场强度为 0.1 VÅ-1时水沸腾行为的模拟结果。当壁面加热时间为

200 ps 时，已经有一些水分子从液体水分子中逸出并进入气相区，这时相变仅以表面自

由蒸发的形式发生。与图 2（b）480 K 不添加电场时的模拟结果相比，当壁面加热时间

为 250 ps 时，由于电场力的作用，液体水分子中产生一个锥形柱，导致液体水分子层变

薄，而气泡约在 350 ps 时出现。施加电场后气泡形成时间更短，在电场作用下气泡快速



增长，并向上运动进入气相区域，这些现象与 Wang 等人[12]的研究结果相一致。外加电

场可促进水分子沿轴线拉长并分离，有利于气泡产生并带走热量，提高了气泡核态沸腾

换热速率。

图 6 电场强度为 0.1 VÅ-1时水在二氧化硅基体上的沸腾行为

图 7 显示了施加电场强度分别为 0.2 VÅ-1时，水在二氧化硅基体上沸腾行为的模拟

结果。在电场强度 0.2 VÅ-1作用下，水分子受到电场力的作用而产生锥形柱状的运动趋

势，这与电场强度 0.1 VÅ-1时水分子的运动趋势相同。且随着时间的推移，贴近换热壁

面的水分子运动更加剧烈，水分子汽化产生气泡，最终突破气液界面。从图 7 可看出，

当壁面加热时间为 60 ps 时，气泡开始形成，此后水分子运动更加剧烈。因此，与同温

度下不施加电场的模拟结果相比，施加电场后，水分子沸腾过程中产生气泡的速度加快，

运动更加剧烈，沸腾传热效果更好、效率更高，且施加的电场强度越高，气泡产生的速

度越快，运动越剧烈。

图 7 电场强度为 0.2 VÅ-1时水在二氧化硅基体上的沸腾行为

图 8 描述了在不同电场下壁温 480K 时水分子平均温度随时间的变化。可以看到，

在不同电场强度下，水分子平均温度达到稳定所需的时间和最终温度稳定所达到的值不

同。在未加电场和电场强度为 0.1 VÅ-1、0.2VÅ-1时，水分子平均温度达到稳定所需的

时间不同，分别为 500 ps，400 ps 和 150 ps。电场强度越大，水分子温度达到稳定所需



要的时间越短，且最终能达到的温度越高。另外，在水分子温度达到稳定之前，水分子

有一个升温过程，尤其是 0.2VÅ-1时的升温一开始比较剧烈，随后慢慢趋于稳定。这说

明电场的施加会加快水的沸腾，提高沸腾换热速率，但电场强度过高有可能会造成沸腾

的不稳定。

图 8 不同电场强度下水分子平均温度随时间的变化

图 9 是在壁温 480K、无电场和电场强度分别为 0.1 VÅ-1、0.2 VÅ-1时水分子动能随

时间变化的关系，可以看到其与温度的变化趋势一致，温度越高，水分子运动越剧烈，

动能越大。同时，水分子动能随着电场强度的增大而增加。电场强度对水分子沸腾的影

响明显，电场越大，水分子沸腾换热时气泡形成速度越快，运动越剧烈，动能越大。

图 9 不同电场强度下水分子平均动能随时间的变化

图 10 为沸腾模拟过程中水分子总能量减去弛豫结束后水分子的能量变化量。根据

水分子能量变化曲线的斜率并除以截面面积，可得到沸腾过程中传热速率随时间的变化。

对能量曲线进行指数拟合，通过微分并除以截面面积，得到如图 11 所示不同电场强度下

传热速率随时间的变化。可以看到，在壁温相同的情况下，电场可明显加快沸腾传热速

率，缩短沸腾所用时间，提高传热效率。且电场强度越高，效果越明显。



图 10 不同电场强度下水分子的能量变化量随时间的变化

图 11 不同电场强度下传热速率随时间的变化

4 结 论

将电流体动力学强化换热技术用于高集成、高热流的微型器件沸腾换热，可进一步

提高强化换热效果。本文采用分子动力学模拟方法，探究了在电流体作用下二氧化硅基

体上水分子的沸腾行为以及不同因素对水沸腾的影响。由模拟可得，壁面热源温度越高，

气泡产生速度越快，相变速率越大，水核态沸腾发生地越早。另外，在壁面温度相同的

条件下，施加电场会明显提高水分子相变的速率，电场强度越大，水沸腾需要的时间越

短，传热效率越高。
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摘要：高温碱金属热管以其良好的传热性能，在高效散热工程领域发挥着显著作用。本文构建了基于 VOF

的数值模型对高温钠热管的蒸发冷凝相变传热过程进行模拟，通过变化壁面接触角进一步探究了不同蒸发

段管壁润湿性下的热管传热特性，并与实验结果进行对比验证了模型的准确性。结果表明，模拟结果与实

验结果的最大的相对误差为 2.7%。当热管蒸发段为亲水性时气泡更容易从壁面上脱落，热阻相较于疏水性

壁面减小了 37.8%，增强了传热性能。

关键词：高温钠热管；壁面润湿性；相变传热；流动特性

0 前言

热管是一种利用内部工作流体的蒸发冷凝相变，将热量快速地从蒸发段流经绝热段最后

传递至冷凝段来实现热量的传递的元件。二十世纪五十年代中期，为解决发动机冷冻的问题，

首次提出了热管的概念[1]。工作温度在 750K 以上的称为高温热管，锂 Li、钠 Na、钾 K、铯

Cs 等碱金属常被用作高温热管的工质，因此高温热管也被称作碱金属热管。结合热管传热

系数大[2]、结构简单紧凑、噪声小以及碱金属汽化潜热大、热导率高、温度分布均匀等优点
[3]，碱金属热管以其良好的传热性能在能源化工、核工业、航天、精密设备、通信等行业中

得到了广泛应用[4-6]。此外，由于在工作过程中热量损失微小，碱金属高温热管在可持续发

展和节能减排等方向上也发挥着关键的作用。

近年来国内外学者对热管技术进行了大量的实验研究。Noie 等[7]研究了在改变内部液体

体积占比的情况下，对重力式热管换热特性的影响。结果显示，重力式热管的不同长径比其

对应的最佳充液率也存在差异。赵蔚琳等[8]为研究钠热管的各项热性能，以碱金属钠为工质，

对长度为 1000 mm、直径为 25 mm 的热管进行了相关性能实验。通过对实验结果数据的分

析，表明这种新型的超高温钠热管具有良好的启动性能且温度分布均匀且换热系数大。Lee
等[9]设计并制作了一个以钠为工质的高温碱金属热管，用实验的方法测试了该热管的工作性

能。结果表明，在工作温度较高的情况下，沿着钠热管内部轴向方向的蒸汽核心部位温度变

化不显著，但是在工作温度很低的情况下，蒸汽核心处的温度会发生骤降，这是由于较小的

蒸汽压力骤降而引发的较大的温度骤降。

由于大部分的高温碱金属热管采用的是金属管壳体，其内部的工作运行状态难以被观测，

所以对热管内部工质的汽化和凝结相变过程进行数值模拟是非常有必要的。数值模拟的方法

不受时间和空间的限制，具有省时性和高效性。战洪仁等[10]利用 VOF 多相流动模型加载

UDF 自定义函数的方法，对热管中的气液相变传热进行了数值模拟。通过对数值模拟和实

验数据的对比分析，证明了利用 VOF 多相流动模型和 UDF 自定义数学模型，能够有效地模

拟出热管内工质的沸腾凝结现象。王啸远等[11]运用 VOF 多相流动模型及修正后的沸腾凝结

相变模型，对重力热管的稳态相变换热过程进行了数值模拟，通过对温度场数据和可视化实

验数据的对比，研究了不同热管内部充液量对工质沸腾凝结换热的影响。Xu 等[12]建立了考

虑瞬态时间松弛参数的热虹吸管传热传质过程模拟模型。Zhang 等[13]研究了倾角对集热器效

率的影响，发现倾角为 30 ~ 45° 时集热器效率较高。



目前，利用数值模拟的手段研究重力热管中的气液两相流动状态及其换热性能成为了一

种较为普遍的方法，这使得对封闭热管运行状态的研究变得便利且高效。但对以碱金属为工

质的高温热管的沸腾凝结相变过程研究还较少。鉴于此，本文对以单质钠为工质的高温热管

的蒸发冷凝相变传热过程进行了数值仿真，并重点研究了不同润湿性蒸发段对高温钠热管传

热特性的影响。

1 物理模型

本文所构建的重力热管物理模型如图 1(a)所示。计算重力热管的总长度为 350 mm，其

中蒸发段、冷凝段和绝热段分别为 100 mm、100 mm 和 150 mm，热管模型外径为 18.1 mm，

热管管壳厚 0.8 mm，热管内径为 17.5 mm。构建重力热管的二维模型并采用 ICEM 软件对

二维物理模型进行结构化网格划分。图 1(b)为重力热管绝热段的计算区域网格。为了更好地

观察热管蒸发段内壁面上气泡的生成与脱离现象，对靠近内壁面的边界层网格进行加密处

理。如图 1(c)所示，在热管内壁面附近的计算区域采用更加密集的网格也能更轻易地捕捉到

气液两相贴附状态。在对边界层格网进行加密时，将第 1 级网格的大小设定为 0.1 mm，并

将其生长率设定为 1.1，生成网格后显示的总网格数为 44919。

图 1 热管计算模型及网格示意图

2 数学模型

2.1 控制方程

对模型做出如下假设：

(1) 在相变过程中考虑成核态沸腾；

(2) 把气相看成理想气体流动；

(3) 把液相看成不可压缩的流动；

(4) 在相变过程中，气液界面处于准平衡状态。

采用 VOF（Volume of Fluid）多相流模型[14]，通过求解气液两相的体积分数来描述重力

热管中两相组分在气液两相中的分布特征，模拟重力热管的蒸发冷凝相变过程。在 VOF 多

相流控制方程中，αv 和 αl 分别表示气液两相流体中的气体和液体体积分数，任何一个单元

中气液两相体积分数之和都为 1，其表达式如下：

(1)

单元内的某一项相体积分数会存在以下三种情况：

，单元内全是液体；

，单元内全是气体；



，单元内既有液体又有气体[15]。

连续性方程：

(2)

(3)

动量方程：

(4)

能量方程：

(5)

为了考虑气-液两相中的交界面的张力（上式动量方程式中的连续表面力项），将由

Brackbill 等[16]所建立的连续表面力模型（CSF）装入动量方程式中。如果一个控制单元内只

有气液两相作用，则其表达式如下[17]：

(6)

上式中 σ表示表面张力的系数，单位为 N/m；k 表示表面的曲率，单位为 1/m。

固体域能量方程：

(7)

对于蒸发冷凝的相变过程，如何能对气体相和液体相的质量和能量迁移过程进行合理准

确的描述是十分重要的。具体蒸发冷凝相变过程中气液两相流体的能量和质量源项表达式见

表 1 和 2：
表 1 相变过程的能量源项

相变过程 源项

蒸发过程 (8)

冷凝过程 (9)

表 2 相变过程的质量源项

相变过程 源项

蒸发过程

液相 (10)

气相 (11)

冷凝过程

液相 (12)

气相 (13)



β1 和 β2 分别蒸发时间松弛参数和冷凝时间松弛系数，单位为 1/s；β的值对所有的相变过程

都是不一样的，它必须根据计算网格、几何形状和操作条件进行调整[18-20]。本研究模拟的是

饱和沸腾，β的值应尽可能小。因此，本文 β的取值为 0.1。Tsat 代表了饱和温度，Tmix 代表

了混合相温度，单位均为 K。

2.2 边界条件及求解方法

为模拟钠热管传入的热量，在蒸发段外壁面处施加恒定的热流。给定 100W 的加热功

率，计算出的热通量为 17606 W/m2。热管内壁面采用耦合边界条件。热管的绝热段、顶部

和底部没有加热或冷却效果，定义为零热通量。对冷凝段施加-11737 W/m2 的热通量来模拟

从该区域转移的热量，以维持管内的热平衡。热管内液体的初始温度应略高于沸点的温度从

而缩短计算时间，设定初始化温度为 329K。此外，饱和温度和工作压力分别设置为 329.225K
和 101,325 Pa。

设置时间步长为 0.0005 秒的瞬态解决方案来模拟热管中的两相流。速度与压力耦合关

系采用 SIMPLE 算法处理。为了加快计算收敛的速度，同时减少内存的占用和 CPU 运行时

间，动量方程使用二阶迎风格式，能量方程使用一阶迎风格式。采用 Geo-Reconstruct 离散

格式和 PRESTO 离散化来分别确定体积分数和压力。为了获取更加精确的计算结果，设置

连续性方程和动量方程的残差收敛标准为 10-4，能量方程的残差收敛标准为 10-6。

2.3 网格无关性及模型验证

本文采取分区域划分的方法对热管的物理模型进行网格划分。如图 2 所示，用来进行网

格无关性验证的网格数量分别为 31541、42713、51096 以及 65420。从点线图的趋势可以看

出，随着网格数量的增加，热管外壁面的平均温度计算值变化逐渐稳定。使用 42713 个网格

数的计算结果与 51096 和 65420 个网格数的计算结果的误差都在 1%以内。因此，本文选择

42713 作为网格数量，既保证了模拟的精确度，又节约了大量的计算时间。

图 3 表示，在输入功率为 100W，充液率为 28.6%（液体充满整个蒸发段）的工况下，

沿着热管轴向距离的数值模拟结果和参考文献实验结果[21]的外壁温分布情况。从图中可知，

模拟与实验结果的外壁温变化趋势基本一致。模拟所得的平均温度数据和实验所测得的外壁

面壁平均温度数据计算相对误差，可得到在蒸发段的相对误差为 2.7%、在绝热段的相对误

差为 2.4%、在冷凝段的相对误差为 0.55%（见表 3）。上述结果验证了数值模型的准确性。
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图 2 网格数对热管壁面平均温度的影响 图 3 热管外壁面实验和模拟的温度分布图

表 3 管壁平均温度的实测值与模拟值

区域 实验值/K 模拟值/K R/%
蒸发段 374.6 364.5 2.7
绝热段 338.9 330.7 2.4
冷凝段 309.5 311.2 0.55



3 结果与讨论

本文将研究以碱金属钠单质为工质的高温热管的蒸发冷凝相变机理。并探究蒸发段润湿

性对高温钠热管传热性能的影响。金属钠单质的沸点温度为 1154.8K，表 4 列出了金属单质

钠在饱和温度下气相和液相的密度、比热、导热系数、汽化潜热和粘度值。

表 4 单质钠的热物性参数

状态 沸点/K
密度

/(kg/m3)
比热

/[kJ/kg∙k]
导热系数

/[w/(m∙k)]
汽化潜热

/(kJ/kg)
粘度

/10-4(N∙ s/m2)
液态 1154.8 754.2 1.27 51.96

3925
1.645

气态 / 0.296 0.2508 0.0522 0.2577
3.1 高温钠热管的沸腾机理研究

为了对高温钠热管蒸发过程的机理进行研究，如下记录了高温钠热管在运行期间不同时

刻的不同状态。图 4 表示钠热管蒸发段、绝热段和冷凝段在不同时刻的外壁面分布图和相对

应时刻的相体积分数云图，图 5 表示不同时刻高温钠热管的温度分布云图，通过观察下图随

时间的变化分析在该工况下工作流体的沸腾机理。液相用蓝色表示（此时气相体积分数为 0），
气相用红色表示（此时气相的体积分数为 1）。

(a) t = 0.2s (b) t = 0.4s (c) t = 0.6s

(d) t = 0.8s (e) t = 1.0s (f) t = 1.2s

图 4 钠热管不同时刻下的外壁面温度分布图及两相体积分数云图

在 t = 0.02s 的时间点，对热管蒸发段进行观察可得，外壁面不断输入的热量使得液池内

的工作流体温度逐渐增加，此时位于蒸发段内壁面附近的液膜的温度超过了饱和温度，导致

汽化区域内壁面开始产生沸腾并形成微小气泡。由于启动时间较短，内壁面产生的气泡数量

较少，未能诱发蒸发段外壁面温度的振荡，此时温度的变动较为稳定，三段温度曲线可被近

似视作一条直线。随着时间推进至 t = 0.4~0.6s，附着在内壁面的气泡体积持续扩大至与表面

分离，随后在液槽内自由移动，形成泡状流。持续的沸腾过程推动蒸发段外壁面的温度呈现

逐渐上升的趋势。此时，高温钠热管内部液槽的温度发生变化，黄色的温度区域开始向热管

中部扩展，接近内壁面的黄色则逐渐加深。当时间推进至 t = 0.8~1.0s，汽化区域的气泡逐渐

汇聚并增大，借助浮力上升形成弹状流，气泡此时上升至绝热段。沿热管轴向方向的外壁面

分布图显示，随着时间的推进，沸腾过程加剧，并加速了气泡的生成。越来越多的气泡从蒸

发段内壁面脱离，由于气泡的温度高于周围液体，从而使得蒸发段外壁面的温度出现显著的

振荡。至 t = 1.0~1.2s，温度的持续升高使得气泡运动愈发剧烈，汽化区域液池中出现了泡状
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流、块状流和弹状流三种状态。此时，热管内部的颜色变化不再显著，传热过程达到稳定，

热管内部的温度分布实现了均衡。

图 5 不同时刻高温钠热管的温度分布云图

3.2 高温钠热管的冷凝机理研究

为了对碱金属钠单质热管蒸发过程的机理进行研究，图 6 记录了高温钠热管在工作期

间的某一时刻的速度矢量图和温度云图，并对该时刻的相体积分数图进行分析讨论。

图 6(a)呈现了冷凝段内流体的速度矢量及温度云图，图 6(b)则揭示了冷凝段内流体的相

体积分数图。在图 6(a)中，箭头方向指示气液混相的流向。如图所示，形成的饱和蒸汽从蒸

发段通过绝热段沿热管中心向上运动，且靠近中心区域的流动方向较为规律；相较之下，近

左右两侧区域的箭头则向内壁面倾斜，且箭头的偏转角度随着接近冷凝段内壁面而增大，此

现象反映出在温差驱动下，两侧的饱和蒸汽趋向冷凝段内壁面流动。图 6(a)的温度云图粗略

地分为两个颜色区域，中心的绿色区域温度较高，靠壁面的蓝色区域则温度较低。当钠蒸汽

接触到低于饱和温度的内壁表面时，将会发生冷凝并释放热量，形成珠状液滴。基于图 6(b)，
可以观察到，由冷凝作用形成的液珠受重力作用通过绝热段回流至蒸发段。近内壁面的液珠

在上部尺寸较小，随液体向下流动逐渐增大。靠近热管中心的钠蒸汽持续上升，与顶部壁面

相遇，顶部内壁面因设定绝热边界条件，其温度高于两侧。由气液两相体积分布云图可见，

顶端并未观察到冷凝现象。

图 6 冷凝段速度矢量、温度和相体积分数云图 图 7 不同时刻钠热管的轴向速度分布图



图 7 呈现了在 0.02-1.25s 间高温钠热管轴向速度的分布情况。蓝色区域代表速度沿着 y
轴的负方向移动，且颜色越深，说明该位置的钠热管中涡流的速度越快。从图中我们可以观

察到，钠热管内部大多数的涡流移动现象发生在冷凝段的内壁面，其次是绝热段的内壁面。

该图还显示，绝热段出现了热管内部轴向速度的最大值，这表明在这个位置，蒸汽与液体发

生了剧烈的混合行为。

3.3 蒸发段润湿性对传热性能的影响

重力热管的整体传热性能由整体热阻来体现，总输入热量 Q 正比于传热温差，反比于

整体热阻，具体表达式如下[22]：

(14)

因此，使用以下公式来计算重力热管的总热阻：

(15)

式中：RCFD 表示热管的整体热阻，单位为 K/W；Teav,CFD 为蒸发段外壁温的计算平均值，单

位为 K；Tcav,CFD 为冷凝段外壁温的计算平均值，单位为 K；Qin 为总输入功率，单位为 W。

通过运用 VOF 体积追踪方法在相转换区域网格单元中施加接触角壁面边界条件。图 8
展示了在输入功率为 1000W、液体体积占比为 28.6%，并且在蒸发段内壁面设定了不同接触

角的条件下，高温钠热管沿轴向的外壁面温度分布特性。当内壁面的接触角设定为 45° 时，

其呈现出亲水性表面的特性；反之，当接触角设定为 135° 时，其表现出疏水性表面的特性。

从图 8 可以清晰地看出，亲水性蒸发段的平均温差最小，且外壁区的温度变化较为稳定，而

在疏水性蒸发段，平均温差最大且外壁区的温度变化较为剧烈。由亲水性表面的亲水疏气特

性，使得气泡能够容易地从蒸发段内表面分离；而在疏水性表面，由于其疏水亲气特性，蒸

发段的内壁面会附着大量的气泡。这些气泡的温度高于周围的饱和液体温度，因此导致了蒸

发段壁面温度的提升，进而在一定程度上加剧了外壁面的温度波动。
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图 8 带有不同润湿性表面的高温钠热管外壁面温度分布

表 3-2 给出了不同润湿性蒸发段高温钠热管的总热阻。从表 5 可以得出，当蒸发段为亲

水性内壁面时，金属钠重力热管的整体热阻最小，为 0.045K/W; 当蒸发段为疏水性内壁面

时，金属钠重力热管的整体热阻最大，为 0.062K/W
表 5 不同壁面接触角下钠热管的总热阻

壁面接触角/° 蒸发段/K 冷凝段/K 热阻/K/W
45 1175.24 1128.87 0.045
90 1181.47 1126.56 0.055
135 1184.27 1122.19 0.062



图 9 描述了高温钠热管蒸发段中气-液两相体积分数的分布云图。如图 9(a)中可见，对

于亲水性表面，微小的气泡不断从蒸发段内壁面脱离，并依赖于浮力效应向上运动。在沸腾

过程中，由于亲水性表面能够促进气泡快速从表面分离，因此，气泡在脱离时的直径减小，

这在一定程度上增强了传热过程。这一现象印证了当蒸发段内壁面的接触角度为锐角时，能

够提高蒸发冷凝相变的热性能。相反的情况在图 9(b)中可见，对于疏水性表面，气泡从表面

分离变得更加困难，这在一定程度上降低了气泡从内壁面脱离的速度。未能从内壁面脱离的

气泡会沿着内壁面向上流动，并在上升过程中会聚集更多新生成的小气泡，因此，气泡的直

径逐渐增大，导致热管内部红色区域的面积逐步扩大。此时，当蒸发段内壁面的接触角度为

钝角时，热管的传热性能表现出下降趋势。

(a) 亲水性壁面 (b) 疏水性壁面

图 9 带有亲水性和疏水性表面钠热管的气液两相体积分数分布图

4 结 论

本文建立了考虑壁面接触角的 VOF 相变模型，对高温钠热管内部蒸发冷凝的相变机理

进行了数值研究，并通过整体热阻和外壁面温度分布来表征不同润湿性蒸发段的热管传热特

性。具体结论如下：

(1) 在热管运行阶段，热量通过外壁面输入，引发内部汽化区的温度持续攀升，微小的气泡

从受热壁面逐渐形成并脱离。随着这些气泡的持续上浮，伴随着聚合和破裂过程，热管

内部会同时出现泡状流、弹状流和块状流三种气泡形态。在绝热段与蒸发段及冷凝段的

交界区，蒸汽和液体发生剧烈混合，而冷凝后的液体迅速回流，导致这两个区段的温度

发生突变。

(2) 当热管表现为疏水性蒸发壁面时，蒸发段汽化区域的内表面会粘附大量难以脱落的气泡，

这些附着在内壁面的气泡直径较大，从而导致热阻的增大并恶化了传热效果。

(3) 在热管表现为亲水性蒸发壁面时，当气泡生长到一定体积后，能够轻易地从表面分离，

其脱离速度较快且分离后的气泡直径较小，这种现象有利于强化传热过程。相比于疏水

性壁面，亲水性壁面的热阻减小了 37.8%。
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摘要：本文通过红外热像仪与 EDS 测试研究了超声场与磁场耦合作用下对磁性与非磁性混合纳米增强

相变材料性能的影响。结果表明：超声场空化效应与声流效应可强化传热过程，且随着超声功率的增

加，效果越明显，功率为 48w 时，熔化时间减少 74%，储热效率提升 1.91 倍；磁场促进混合纳米增强

相变材料前、中期的熔化，但抑制固相收缩阶段的进行；16w 超声场与磁场同时作用会较大影响传热机

制，与仅施加 16w 超声场相比传热性能变化较小，其熔化时间减少 52%，储热效率提升 1.72 倍。

关键词：超声场耦合磁场；混合纳米增强相变材料；传热储热性能；空化效应；磁场效应

0 前言

近年来，受双碳政策、地缘政治等因素影响，全球能源供需严重失衡 [1]。在二十大

报告中，习总书记指出要积极推动能源改革，推进“双碳”目标。其中，潜热储存系统

（LHTES）拥有突出的储能优势，在太阳能储热、建筑节能、余热回收等领域有广泛的

应用 [2]。但相变材料（PCM）作为 LHTES 系统的主要载体，其低导热性一定程度上限

制了传热储热性能。目前，为实现强化传热主要是通过被动添加纳米颗粒、多孔介质等

以形成复合相变材料，或主动施加外物理场来调控传热储热过程，如磁场、超声场等 [3]。
随着纳米材料技术的发展，将具有高导热性的非磁性纳米颗粒与具有外场响应的磁

性纳米颗粒均匀混合在相变材料中形成具有更好热稳定性与传热分布的混合纳米相变材

料 （HNEPCM），为改善相变传热储热性能提供有效的途径 [4]。P. Kalbande 等人[5]实
验分析了 CuO-MWCNT 混合相变体系对热能储存应用的适用性。他们发现，与纯石蜡

相比，HNEPCM 的导热系数提高 6.125%，并且熔化时间减少 66.6%。此外，外场协助相

变过程作为一个研究热点，它避免了复杂的结构设计，又提高了储热系统的灵活性。Wang
等人[6]实验研究了在光场和磁场作用下动态调整纳米颗粒分布对熔化过程的影响。他们

发现，该策略将熔化速率提高 270%以上，并使储热量提高两倍。Cui 等人[7]探索了超声

场强化相变传热过程。他们发现，超声场声流效应和空化效应可以有效提高储热速率。

目前，大多数研究仅针对于单一物理场进行研究，对多物理场的研究还相对较少。

因此，本文探讨了超声场和磁场对磁性和非磁性混合纳米增强相变材料的相变传热机制

的影响。本文的研究结果对太阳能、建筑节能中热传输与能量储存有一定的参考意义。

基金项目：青年科学基金项目, 52006039, 复杂多孔介质限域纳米复合 PCM 相变传热的非牛顿效应及

系统优化研究



1 实验系统与方法

1.1 实验系统

图 1 实验装置示意图。

图 1 显示了在本研究中所用的多物理场强化相变储热装置的示意图，其中包括

LHTES 装置、换能器、超声发生器、蠕动泵、低温恒温循环器、温度控制器、铝加热板、

红外热像仪、电脑、数据采集模块和钕铁硼磁铁。LHTES 系统由透明丙烯酸玻璃制成（热

导率为 0.2W/m），其容器内部尺寸为长 40mm×宽 40mm×高 40mm。此外，LHTES 系统

与外部尺寸183mm×96mm×51mm的不锈钢水箱连接，并在水箱底部贴有一个50w 40kHZ
换能器，换能器连接用于控制超声功率的超声发生器。铝加热板放置在 LHTES 装置左

侧外壁以施加恒定热源，连接温度控制器设定 70℃加热温度。为了防止超声发热使水温

过高，在不锈钢水箱进出水口处连接低温恒温循环器（设定冷却温度为 24℃），利用蠕

动泵使进出水口流量保持相同。为了最大限度地减少热量损失，在所有的实验中，隔热

珍珠棉（EPE）（30 毫米厚）覆盖了腔体的前、后与顶面。每隔 10 分钟拍照时，前面的

保温层被暂时移除。在多物理外场工况下，钕铁硼磁铁放置于 LHTES 系统右侧以施加

非均匀磁场，其余不加磁铁工况则使用保温棉。此外，图 1 显示了实验中热电偶的分布，

8 个 T 型热电偶（TC，精度±0.2℃）被固定在丙烯酸玻璃腔体内壁面的预定位置，通过

LABVIEW 实时测量温度分布，每 0.1s 反馈到电脑记录。其中，TC1-TC3 监测铝加热板

附近的内壁温度，TC4-TC8 检测 HNEPCM 区域温度。

1.2 混合纳米增强相变材料的制备

在本研究中，所用混合纳米增强相变材料是由平均粒径为 30nm 的 Al2O3纳米颗粒、

20nm 的 Fe3O4纳米颗粒和熔化温度为 38.2℃的石蜡组成的。首先，按比例将固体石蜡放

在烧杯中加热至完全熔化。之后，将一定量的乙酰丙酮滴入液体 PW 中，在 85℃加热板

上机械搅拌 15 分钟。然后，将纳米颗粒倒入继续机械搅拌 15 分钟。随后，将混合物在

45℃水浴下超声振荡 2 小时，使纳米颗粒与石蜡混合得更加均匀。值得注意的是，我们



通过实验研究发现浓度为 1wt%，氧化铝与氧化铁纳米颗粒混合比为 1:1 的 HNEPCM 有

较好的储热传热性能，其导热率可改善 16.6%，但潜热仅减少 1.9%，因此，本文选择了

1wt%与混合比 1:1 的 HNEPCM 进行对比研究 [8]。本研究中所用材料的热物性如表 1 所

示。

表 1 混合纳米增强相变材料的热物性参数

热物性参数 石蜡 1wt% HNEPCM
密度 （݇݃ /݉ ଷ） 810 816
比热容 /ܬ） (݇݃ ∙ （(ܭ 2100 2084
潜热 （ ݃݇/ܬ݇ ） 206 202
热导率 （ܹ /(݉ ∙ （(ܭ 0.18 0.21
熔化温度（℃） 38.2 37.8

1.3 性能评估指标

本研究通过对实验过程中获取的温度数据计算出平均温度响应速率（ܴܴതതതത），储热量

（ܳ），储热效率（்߮ாௌ）和局部努塞尔数（Nu）来进一步评估外物理场影响下 LHTES
单元的传热储热性能。

为了说明不同强化方式对熔化速率的影响，我们还计算了积分-平均温度响应速率

（ܴܴതതതത）[9]，其表示为：

ܴܴതതതത=
் ି்ೌ 

௧
, (1)

其中， ܶ ௧为热电偶完全熔化时的温度， ܶ௧为热电偶初始的温度，ݐ为完全熔化

时间。

LHTES 系统的储热量主要包括 HNEPCM 的显热和潜热。此外，还计算了储能效

率，以便进一步综合评价储热系统性能。其具体表达方式如下 [7,10]：

ܳ = ܿ,∙ ݉ ுோெ ∙ ∆ܶ+ ݉ ுோெ ∙ ,ܮ (2)

்߮ாௌ =
ொ

(ೌೝାೠೝೌೞೠ)×௧
, (3)

其中 ܿ,，݉ ுோெ，∆ܶ和ܮ， ܲ௧， ௨ܲ௧௦௨ௗ和ݐ分别为液体 HNEPCM 的比热

容、HNEPCM 初始平均温度与完全熔化时平均温度的温差、HNEPCM 的潜热、加热器

功率（加热温度恒定为 70℃，功率为 50W）、超声换能器功率和完全熔化时间。

加热壁处局部努塞尔数由以下公式计算[11]：

=ݍ̇ ௪݇ 
ௗ்

ௗ
= ௪݇ 

்ೌೝି்ೢ ೌ

ೢ ೌ
, (4)

ݑܰ =
ு


൬

̇

்ೌೝି் 
൰, (5)

其中，ݍሶ、 ௪݇ 、 ݇、ݎ௪、ܪ、 ܶ௧、 ௪ܶ 和 ܶ ௧分别为局部热通量、左侧丙烯

酸玻璃壁的导热系数、HNEPCM 的导热系数、PCM 的填充高度、外部铝加热器的温

度、靠近加热壁内壁的温度和 PCM 的熔点温度。



2 结果与讨论

本研究从实验方面入手，针对超声场与磁场耦合作用下磁性与非磁性混合纳米增强

相变材料的传热储热特性进行分析。通过对比熔化界面的演变、温度随时间的分布、温

度响应速率、储热量和局部努塞尔数的变化来评估超声场对相变传热特性的影响。

2.1 多物理场影响下 HNEPCM 熔化界面的演变

图 2 熔化界面的演变：（a）纯石蜡与 HNEPCM，（b）HNEPCM 与不同超声功率（16w，32w，

48w），（c）仅施加磁场与同时施加磁场与超声场。

从图 2（a）可知，在熔化初始阶段（0-20 分钟），热传导起主导作用，使得熔化界

面平行于加热壁推进，顶部相变材料与空气间的对流换热加速顶部的熔化。对于混合阶



段（20-40 分钟），顶部熔化界面在不断发展的对流作用下逐渐弯曲，底部熔化界面受到

热传导作用垂直推进。在对流阶段（40-80 分钟），熔化界面在对流作用下变得更加弯曲。

在固相收缩阶段（80 分钟-完全熔化），熔化界面到达右壁，熔化速率逐渐减慢，形成一

个四分之一圆向内收缩。纳米颗粒的加入有效改善了导热率，促进熔化界面的推进 [12]。
从图 2（b）可知，超声场的加入完全干扰了相变界面的推进，破坏了原有的液相

HNEPCM 流动机制，增加了底部液态 HNEPCM 的流动速度，促进流体间的运动与扩散，

体现超声场声流效应的影响。此外，超声场使底部 HNEPCM 形成了纳米颗粒环流促进

在底部热运动，并且随着超声功率的增加效果更明显。由于超声波在液相 HNEPCM 传

播过程中会产生密度、压强、温度等参数的变化，从而使液相相变材料产生空腔形成空

化气泡。而空化气泡在受到一定压力下会破裂，释放出热量与压力，扰动流动传热过程，

进一步促进冷热流体的混合。另一方面，超声空化气泡使纳米颗粒混合更均匀，能够达

到重复循环的效果。当超声空化气泡产生或流动至相变界面处，气泡破裂带来的高温和

高压会产生气蚀现象进一步促进相变界面的推进。总之，可以得出随着超声功率的增加，

超声效应越明显，熔化速率越快。

从图 2（c）可知，非均匀磁场作用于液相 HNEPCM 时，磁性纳米颗粒沿着磁场梯

度向熔化前沿移动，形成一个纳米颗粒导热层将促进熔化界面的推进，而非磁性纳米颗

粒存在于液相中继续强化液相导热性能，该策略既减少了液相区非牛顿效应的影响，又

强化相变传热过程效率。值得注意的是，在固相收缩阶段，由于导热层的存在不足以抵

消相变界面处流动性较低与收缩区的低导热性的缺陷使得熔化在后期逐渐减慢，甚至慢

于纯石蜡工况。这也揭示了非均匀磁场在前期与中期起到一定强化作用，在后期有抑制

作用，为可控性优化提供一定参考。当同时施加超声场与磁场时，磁性纳米颗粒吸附在

相变界面处，促进熔化界面的推进，并减少液相 HNEPCM 的非牛顿效应，强化声流效

应。但同样也会抑制相变界面处空化气泡的产生，从而削弱超声空化效应作用。与仅施

加磁场不同的是超声场的存在对后期的强化效果也存在的。但总体来说同时施加底部超

声场与磁场主要改变了传热机制的影响，对传热储热性能的强化不明显。

2.2 多物理场影响下温度分布与温度均匀性分析

图 3 （a）TC6 的瞬态温度分布，（b）平均温度响应速率。



图 3a 展示了熔化中期经过区域（TC6）的温度分布。对于纯石蜡与 HNEPCM 工况，

由于固相 PCM 与加热壁之间的初始温差，使传热过程以吸收显热方式进行，但可以发

现相变材料的低导热系数需较长时间达到熔点。随着液相分数的增加，对流作用使得温

度上升趋势增加，但达到一定温度后，由于 PCM 具有较高的潜热，温度变化趋势逐渐趋

于稳定。纳米颗粒的添加降低了熔点，使该过程提前发生。而超声场产生的空化效应与

声流效应极大加快了前期的熔化。当到达熔点后，超声场使得温度几乎垂直上升，且超

声功率与温升速率呈正比关系。对于仅添加非均匀磁场工况，磁场反而对监控点温度有

负面影响。而同时施加超声场与磁场时，在 70min 前几乎与仅施加超声场的重合，这也

说明超声对温度的作用在前期较大，磁场在后期同样会显示出一定抑制作用。

为了对比多物理场影响下温度场的均匀性，图 3b 描述了不同 HNEPCM 区域温度测

点在完全熔化时间内的温度响应速率。ܴ ܴതതതത是对于固定测点的温度响应速率，它表征了该

点处的传热速率。ܴܴതതതത越大，该点传热速度越快。从图中可以看出，纯石蜡整体温度响应

速率较低，添加纳米颗粒会微弱改善温度响应速率。而仅添加磁场会抵消纳米颗粒的作

用，降低温度响应速率。随着超声场的加入，温度响应速率大幅增加，且超声场功率与

温度响应速率呈正比变化。而同时施加超声场与磁场时，其 TC4，TC6，TC8 温度响应

速率几乎与仅施加磁场重合，这也说明磁场对水平方向温度影响较小。此外，还可看出

在垂直方向上，自然对流作用的影响，温度响应速率从上到下逐渐减小。随着超声功率

的增加，上下温差逐渐增大，温度响应速率变化更明显；而在水平方向上，由于传导机

制的影响，温度响应速率基本相同。这也说明超声场对对流传热影响较大。

2.3 多物理场影响下传热储热性能分析

图 4 多外物理场影响下（a）熔化时间、储热量、储热效率，（b）努塞尔数的变化。

从图 4a 中可以看出由于纯石蜡低导热性，熔化时间较长，纳米颗粒的加入有效改善

导热性，减少熔化时间，改善储热效率，但由于添加纳米颗粒对潜热的损失导致储热量

减少。超声场大幅减少熔化时间，增加储热量与储热效率，且变化趋势与超声功率呈正

比。磁场虽能促进前期和中期的熔化，但固相收缩阶段的抑制作用较大，熔化时间最长，

从图 3a 温度图中可以看出，磁场对温度影响较大，导致储热量和储热速率减少。同时施

加磁场与超声场对传热机制有较大的影响，延长完全熔化时间，而超声场促使热流体的



扩散，使温度进一步上升（图 3a）导致储热量增加，储热效率小幅降低。

图 4b 揭示了多物理场影响下熔化过程中局部努塞尔数随时间的演变。在熔化开始

时，加热壁与固态相变材料间较大的温差使得努塞尔数达到最大值；之后相变材料吸收

显热，减少与加热壁间的温度差，努塞尔数急剧下降。随着自然对流的增强，努塞尔数

曲线开始趋于平直。在固相收缩阶段，较低的传热速率引起努塞尔数再次减小。从图中

可以看出，以对流为主的纯石蜡，努塞尔数数值较大。利用纳米颗粒增加液相区域非牛

顿效应，减弱对流效应，使努塞尔数下降幅度增大。仅使用磁场时，磁性纳米颗粒吸附

在相变界面处，促进前期熔化，但抑制后期熔化，减弱液相区域非牛顿效应，因此努塞

尔数在前期较小，后期介于纯石蜡与 HNEPCM 之间变化。在超声场作用下，超声波机

械作用促使热流进一步扩散，使壁面温度上升速率增加，而减少了冷热流体间的温度差，

导致前期加热壁面的努塞尔数减少幅度较大。随着液相分数的增加，超声效应将进一步

影响液相介质的流动，且超声功率越大，努塞尔数的波动越明显。在磁场与超声场作用

下，努塞尔数曲线前期变化规律基本与仅施加超声场情况下重合，而后期努塞尔数值较

高，这可能是由于非牛顿效应减弱的原因。

2.4 多物理场传热储热机制总结

图 5 （a）多物理场传热机理图，（b）超声场空化效应研究，（c）磁场效应对纳米颗粒分布的影响。

图 5 总结了磁场与超声场耦合作用下对 HNEPCM 相变机制的影响。利用红外热像

仪从顶部视角对相变过程中空化气泡的运动过程进行拍摄（图 5（b）），从顶部整体来看，

超声效应使得流动过程变得不规律，但能促进冷热流体的混合，强化传热效率。其中，

空化效应在液相 HNEPCM 中产生，空化气泡受到超声作用流动至 LHTES 表层。从图中

可以看出空化气泡核心温度较低，外层温度较高，这可能是由空化气泡在运动过程中较

快的流速引起的。在指向相变界面流动过程中向较冷流体释放部分热量，运动到相变界

面处时发生破裂，对相变界面产生高温高压进一步强化传热过程。此外，为了分析超声

场耦合磁场作用下纳米颗粒在熔化过程中运动规律，选取图中熔化界面时刻对其进行快

速凝固，将整块样品从储热框钟完整取出，裁剪出大约 1cm× 1cm× 0.5cm 的 EDS 元素



分析样品（图 5（c）），其中，Al 元素代表 Al2O3纳米颗粒，Fe 元素代表 Fe3O4纳米颗粒。

由图可知，Al 元素分散在整个 LHTES 单元中，在中间区域明显 Al 元素明显聚集，而 Fe
元素则主要分布在中间区域与右下侧，这是由于液相区磁性纳米颗粒受到磁场作用，向

着磁场梯度方向主动运动，这同时也使得了磁性纳米颗粒携带较多的 Al2O3 纳米粒子运

动，最后停留在相变界面处，形成纳米颗粒导热层以强化传热过程，而固相区则是两种

纳米颗粒均匀分散在石蜡中。

3 结 论

本文通过实验探究了超声场与磁场对磁性与非磁性混合纳米增强相变材料传热储

热性能的影响，利用红外热像仪与 EDS 元素分析获取多物理场下传热储热机制的变化，

对比分析相变界面的演变、温度场分布与温度响应速率、储热量、储热效率与努塞尔数。

结果表明：超声场通过空化效应与声流效应强化相变传热过程，随着超声功率的增加，

强化效果越明显。当超声功率为 48w 时，完全熔化时间减少 74%，储热效率提升 1.91
倍。磁场促进 HNEPCM 前期、中期的熔化，但抑制固相收缩阶段。同时使用超声场与磁

场时，磁性纳米颗粒吸附在相变界面减少液相区非牛顿效应，强化声流效应，但抑制相

变界面处空化气泡的产生，对传热机制影响较大，与仅施加 16w 超声场相比传热性能变

化较小，其熔化时间减少 52%，储热效率提升 1.72 倍。
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摘要：本文对泵驱两相流体回路开展了实验研究，分析了系统的启动特性、变流量性能特性和热阻变化。

研究结果表明，系统可以及时安全启动，冷板的启动出现超调启动和渐进启动两种模式，当增大流量时，

超调温度显著降低，但稳态温度变高。经过变流量性能测试，系统能在变工况下可靠运行，以达到理想的

流量区间。和环路热管相比，系统有更宽的换热范围和更小的热阻。然而，储液器的 PID 控制不及时，将

导致泵汽蚀等问题的产生。

关键词：泵驱两相流体回路，启动特性，变工况，热阻

0 前言

天基相控阵雷达 T/R 模块热流密度的不断提升是天基器件热控技术面临的巨大难题[1]。

高热通量散热技术已经成为制约相控阵雷达功率进一步提升的难点和瓶颈。随着相控阵雷达

性能越来越强，热流密度更加集中，尤其是伴随着超高传输速率的相控阵体制测控、通信天

线和以探测、跟踪空间目标为主要使命的相控阵雷达的诞生和发展，如何将相控阵雷达中

T/R 模块在极小的空间内产生巨大的热量从器件中快速排散出去，是热控技术的巨大挑战[2]。

两相流体回路冷却技术利用相变潜热快速带走能量，是高功耗电子设备高效热管理的优

选方案[3, 4]。目前常用的两相流体回路散热技术主要包括毛细泵热管回路[5]，环路热管回路[6]

（包括被动环路热管和泵驱主动环路热管），梯形槽道热管[7]和泵驱两相流体回路（MPTL）
[8]等。相比较环路热管和梯形槽道热管等被动式回路来说，MPTL 等主动式回路具有散热功

率大，易调控等优点。

Fang 等人[8]设计了散热热流密度最高可以达到 5 W/cm2 的 MPTL，具体研究系统质量流

量、冷板的出口干度对热负载均温性的影响。当散热量发生变化时，他们通过手动调节质量

流量，降低了负载的平均表面温度。同样地，Zhang 等人[9]详细研究了系统稳定时的热力学

性能，最后提出调节转速的控制策略，成功使负载壁面的平均温度降低了 0.74 ℃，蒸发器

的泵耗降低了 49 %。虽然上述学者都着眼于降低热负载的温度，但都研究系统稳态的温度，

忽略了施加热负载时，系统温度的超调。此外，国内外也有不少学者研究了 MPTL 的动态特

性：孟庆亮等人[10]针对已知工况搭建了航天遥感器用 MPTL，并且提出一种新型储液器，针

对实验结果，深入研究了热源开机和关机时系统的相关参数的变化，但并没有着眼于变工况

对系统参数震荡带来的影响。Deng 等人[11]针对 MPTL 的微通道冷板进行可视化实验，结合

微通道内气泡生成现象和冷板壁面的温度变化，发现冷板启动过程中会发生渐进启动、一次

超调启动和二次超调启动三种模式，最后利用雅各布数和韦伯数定量识别小通道蒸发器的启

动状态。杨瑞雪等人[12]针对射流泵驱两相回路的启动特性进行研究，发现有 L 形启动和 V
形启动两种启动行为。

基于此，本文自行设计并且搭建了 MPTL，从系统角度分析了其是否可以启动成功，从

冷板的角度探究变流量工况下瞬时超调温度和稳定温度的变化情况。最后通过热阻分析将

MPTL 同环路热管进行性能对比，探究泵驱两相流体回路的优势。



1. 实验设计

1.1 储液器

储液器在两相回路中起到补偿回路中液体工质、控制系统压力的重要作用[13]。与压力储

液器相比，温控储液器具有寿命长、控温精准等特点[14]，故本实验采用温控两相储液器，如

图 1 所示。当系统的加热功率增大时，回路中部分液相转化为气相，主回路工质被挤入储液

器中，系统压力升高，TEC 对储液器制冷；当系统的加热功率减小时，上述过程正好相反。

因增大储液器的体积可以降低热负荷变化带来的压力变化[14]，本实验采用大体积两相控温

储液器，尺寸为 5 cm*5 cm*5 cm。

图 1 储液器结构示意图

1.2 冷板

微通道冷板是 MPTL 回路的最主要部件之一，直接决定了 T/R 相控天阵的最大温度和

温度均匀性等相关指标。如图 2，冷板主要包括铜质均温板、进出口导流板、主换热板和盖

板。铜质均温板的厚度为 6 mm，以提高 T/R 相控天阵的均温性；在铜质均温板上方开有六

个热负载安装槽以安装模拟热源，模拟热源采用陶瓷加热片以提供高热流密度的热量（50
W/cm2）；铜质均温板和主换热板间、模拟热源和铜质均温板间涂有导热硅脂，三者通过夹

具按压后紧密结合，以减小冷板部件的接触热阻。

冷板进出口采用树状分流结构具有良好的分流效果[15-18]。基于此，实验中进出口导流板

的流道采用三级树状分流结构以提高主换热板各流道的流量均匀性。主换热板采用高纵宽比

的方形流道以提高冷板换热效率和紧凑度；分别采用 Gungon-Winterton[19]、Kandlikar、Shah
和 Kim[20, 21]四种经验关联式计算主换热板中通道的长度，具体计算结果如表 1 所示。

图 2 冷板结构示意图



表 1 采用四种经验关联式计算冷板长度的结果

经验关联式 对流换热系数

（W/(m2*K)）
通道长度

（m）

微槽宽度

（mm）

微槽高度

（mm）

Gungon-
Winterton[19]

13601 0.05 0.5 2

Kandlikar 9070 0.08 0.5 2
Shah 12808 0.06 0.5 2

Kim[20, 21] 8480 0.09 0.5 2

2. 系统工作原理和方法

2.1 系统工作原理

如图 3 所示，MPTL 包括冷板、冷凝器、储液器、截止阀、齿轮泵、流量计、预热器、

数据采集和控制系统、直流电源、冷水箱等主要部件。实验系统的工作原理如下：冷工质

（R134a）在齿轮泵（NP039，中国）的驱动下经过流量计而后进入预热器，经预热器加热

至一定的过冷度后进入冷板中，通过热传导和热对流将热源的热量带走；工质在冷板中受热

发生沸腾并在冷板出口处具有一定的干度；两相状态的工质经过冷凝器时被冷水箱中的冷水

冷凝至具有一定过冷度的过冷液体，随后通过截止阀（HK-Z-DN15，中国）回到齿轮泵，进

入新一轮的循环中。当工质因在冷板处受热产生的气体过多导致系统的压力高于安全压力

时，安全阀（FMZF-6M，中国）会自动弹开并且泄压；当齿轮泵的控制系统失控时，关闭截

止阀即可切断工质循环流动；采用微型齿轮流量计（M2.1Y，中国）显示系统的体积流量；

通过半导体制冷片控制储液器（非标定制），为回路补充液体工质并且控制系统压力；冷水

箱是温度可调的恒温水箱，为系统主回路提供冷源；冷凝器采用微通道板式换热器，回路热

工质和冷水箱的冷流体逆流以提高换热效率。数据采集系统由压力变送器（pt5414，中国）、

热电偶（omega T 型）和 PLC（S7-1200）组成，以对系统的温度和压力进行实时显示；控制

系统利用 PID 控制程序对预热器、齿轮泵和半导体制冷片进行控制。表 2 给出 MPTL 系统

的主要参数。

图 3 MPTL 结构示意图



表 2 泵驱两相流体回路的主要参数

冷板 长/宽/高（mm） 70/26/6 连接管路 直径内/外
（mm）

4/6

通道宽/高
（mm）

0.5/2 材料 SS304

材料 Al6063
储液器 长/宽/高（cm） 5/5/5

壁厚（mm） 5
材料 Al6063

2.2 数据处理不确定度分析

热阻是描述电子元件传热特性的关键技术指标，它是指两点间的温差和热功率的比值[22,

23]

T
R

Q


 (1)

对于两相流体回路来说，冷板的热阻是最常用的评价指标。在本文中，通过使用热源温

度和冷板工质温度来计算[9]：

fz f
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式中：ܶ ௭为六个热负载下表面的平均温度；ܶ 为冷板内工质的蒸发温度；Q 为冷板上加载的

热负荷，即直流稳压电源输入的热功率。为获得热负载下表面温度的精确值，在铜质均温板

上布置了六个 T 型热电偶，铜质均温板上热电偶的排布如图 4 所示。

图 4 铜质均温板上热电偶排布图

实验装置的不确定度基于随机误差估计，主要来源于数据测量及采集模块和直流稳压电

源模块。冷板热阻的计算会受到加载热负荷和温差的不确定性影响，从标准误差分析分析方

法来看，热阻的不确定度可采用如下公式计算[8]，即：

2 2( )( ) ( )R T Q

R T Q

   
 


(3)

表3给出了各测量装置的量程和准确度，计算得到本实验中计算的冷板热阻的不确定度



为0.21 %。

表 3 MPTL 系统各测量装置的参数表

测量装置 精度

（%）

最大绝对误差 量程 型号

热电偶 0.2 ±0.7 K -50 ℃~300 ℃ T 型

流量计 1 ±3.8 mL/min 20~400 mL/min CX-M5.2Y-SS
压力计 0.05 ±0.8 kPa 0~1.6 MPa PT5414

直流电源 0.05 ±0.3 W 30 V，20 A RKS3020D

3. 实验结果和讨论

3.1 MPTL 启动特性

启动环节是两相流体回路的第一步，也是最重要的环节之一。一个快速、稳定的启动过

程是评价 MPTL 可靠性的重要因素。当系统长期处于停止状态时，系统内部工质和环境之

间达到热平衡，工质处于两相状态。为避免回路机械泵发生汽蚀，需在启动前保证工质处于

单相状态。基于此，将系统的启动过程分为稳定系统压力、启动机械泵和启动热负荷三个阶

段，如图 5 所示。

图 5 启动过程程序框图

图 5 中 T1 为系统在标准工况下的工作温度；P1为标准工况下的工作压力；P3为系统需

要稳定的压力，当环境温度大于 T1时，P3 为大于 P2的一个定值；οܶ为设定的辐射器出口过

冷度。

图 6（a）为启动过程中储液器上、中、下侧的壁面温度和储液器的压力变化示意图，图

6（b）为系统压力变化图，结合两图表明本实验的储液器可以通过控制半导体制冷片的功率

精确控制系统压力：当半导体制冷片加热时，储液器温度上升，系统压力随后上升；当半导

体制冷片制冷时，储液器温度下降，系统压力随后下降。由于储液器壁面导热和工质相态变

化，系统的压力变化稍微滞后于储液器表面的温度变化。由于半导体制冷片放置于储液器中



侧，故储液器中侧壁面温度变化最灵敏，但当系统稳定之后储液器上表面温度大于下表面温

度，这也证明了该两相储液器内部工质的状态为两相，即上部分为过热气体，下部分为过冷

液体。

图 6 热负载 120 W，泵 8 %启动时，（a）储液器温度和压力变化示意图，（b）系统压力变化图

图 7 热负载 120 W，泵 16 %启动时，（a）温度变化示意图，（b）过冷度变化示意图，（c）体积流量变化

示意图，（d）压力变化示意图

当按照上述启动框图启动时，系统的温度、压力、流量和过冷度会发生剧烈变化，如果

系统失控，将会造成温度和压力过高、主要部件损坏等严重后果。图 7 给出热负载 120 W，

泵 16 %启动时系统温度、冷板的进口和出口过冷度、体积流量、系统压力变化示意图。整

体来看，系统可以在 10 min 之内启动成功，系统的温度和热负载下表面的温度均可保持在

40 ℃以下，足以保证 T/R相控天阵的正常运行。系统启动之前，冷板的进口过冷度小于 0 ℃，



说明此时系统工质处于两相状态，若此时直接启动齿轮泵，其会发生汽蚀，这将严重影响齿

轮泵的工作寿命。基于此，加热储液器以提高系统压力至 7 bar，冷板的进口过冷度（2 ℃）

和辐射器出口过冷度（3 ℃）均大于 0，泵可正常启动。在启动机械泵的同时，开启储液器

上半导体制冷片的 PID 控制，通过控制加热端和制冷端的功率使系统压力稳定在设计工况。

在 200 s~400 s 时，冷板进口的过冷度低于 0，且泵下游的体积流量减小，并发生小幅度的波

动。原因是由于 PID 控制温度具有滞后性，造成系统的压力低于此时工质的饱和蒸气压，进

而导致齿轮泵处的工质立即汽化，体积流量计发生波动。虽然上述现象不可避免，但改进 PID
的控制程序以提高储液器的压力控制速度可以减缓体积流量发生波动。

为了进一步探究热负载启动时系统温度的突变以及稳定之后系统温度的大小，本实验进

行了相同热负载下不同流量的多种工况实验。图 8 给出了在启动过程中，热负载散热量为

120 W，泵的启动功率分别为 8 %，16 %，30 %和 35 %下的系统温度变化情况。从图中分析

知，当系统的温度达到稳定时，四种工况下，铜质均温板上六个热负载下表面的最大温度分

别为 27.6 ℃、27.5 ℃、29.8 ℃和 29.2 ℃，原因可能是：在 PID 控制下，本实验中储液器的

压力保持不变，当流量增大时，系统压降变大；进一步地，大流量工况下，冷板入口的压力

更高，导致冷板的蒸发温度更高。此外，泵的启动功率为 8 %和 16 %两种工况下，铜质均温

板上六个热负载下表面的温度均有突然增高再急剧下降的变化趋势，而泵的启动功率为 30 %
和 35 %的工况下，热负载下表面的温度均平滑升高并且趋于稳定。上述现象，原因是当施

加热负载时，系统的启动特性分为超调启动和渐进启动[11]，具体表现为：当流量小时，温度

依次经过单调上升阶段、超调阶段和准稳态阶段，对应的流体流型分别为单相流、气泡流和

复合流。在单相状态下，由于换热系数不高，导致温度急剧上升，此状态对应单调上升阶段；

在气泡流状态下，对流换热系数相对增加，此时对应的热负载下表面温度上升的斜率变小，

此状态对应超调阶段；在复合流状态下，对流换热系数急剧升高，热负载温度下降，此状态

对应准稳态阶段。当流量大时，温度依次经过上升阶段和稳态阶段，对应的流体流型为单相

流和气泡流，由于通道内流量较大，导致没有出现剧烈气泡流。

针对上述启动时超调温度和稳定温度的分析，将四种工况下的超调温度和稳定温度总结

至表 4，故提高系统流量可以大幅度改善热源启动时温度的过冲现象，但不能提高稳定状况

下冷板的换热性能。



图 8 启动过程的温度变化图，（a）热负载 120 W，泵 16 %启动，（b）热负载 120 W，泵 8 %启动，（c）

热负载 120 W，泵 35 %启动，（d）120 W，泵 30 %启动

表 4 120 W 散热，泵在四种启动功率下，热负载下表面的瞬时最大温度和稳定温度

8 % 16 % 30 % 35 %
瞬时最大温度（℃） 39.5 34.9 29.8 29.3
稳定温度（℃） 27.6 27.5 29.8 29.2

3.2 热阻分析

热阻是评价冷板传热效率的重要指标。为深入分析不同工况情况下冷板的传热效率，这

里采用 1.5 节的公式计算冷板的热阻。

图 9 给出了 51 W、166 W、232.5 W 和 300 W 四种不同加热功率下，冷板热阻随体积流

量的变化情况。当散热量为 300 W 时，冷板的热阻先减小后基本保持不变，该结果表明当

体积流量为 60 mL/min 时冷板内工质处于干涸状态，如果继续减小体积流量，将会出现过热

状态；在其余三种不同散热量工况下，冷板热阻先增大后保持不变，然后再升高，该结果表

明当流量过大时，冷板内工质的单相段比例增高，导致换热系数减小，但此时消耗的泵功显

著增加。综上所述，存在一个最佳的流量区间以防止热负载发生热失控，并尽量减小泵功，

且不同散热量工况对应不同的流量区间。

图 9 四种加热功率，不同体积流量下冷板的热阻变化



环路热管（LHP）作为一种高效、可靠的被动传热装置，同样被广泛应用于 T/R 相控天

阵的散热领域中[24]。从系统散热量，蒸发器的散热效率和额外耗功等方面来说，LHP和 MPTL
具有不同的优缺点。对此，该节将本实验中冷板的热阻和 LHP 中蒸发器的热阻[25]进行对比，

进一步分析两种实验系统的传热特性。图 10 给出了在不同散热功率下冷板热阻和蒸发器热

阻的变化趋势以及两者的相对大小。从图中分析得知，MPTL 最大散热能力至少可以达到

300 W，但 LHP 的最大散热极限只能达到 140 W，远小于 MPTL 的散热极限，此外当散热

功率小于 140 W 时，LHP 的热阻大于 MPTL 的热阻，且两者热阻的差值随着热阻的减小而

增大；当散热量为 50 W 时，MPTL 的热阻最大为 0.084 K/W，是 LHP 热阻的 33 %，这也意

味着在小散热功率情况下 LHP 的传热效率远低于 MPTL。上述结论符合 LHP 和 MPTL 的工

作特性。从额外耗功的角度来看，由于 LHP 是一种被动冷却方式，即不存在泵耗功，故而

LHP 在该方面具有一定优势。

图 10 不同散热量下 MPTL 冷板和 LHP 蒸发器的热阻值

3.3 变流量性能测试

T/R 相控天阵需要长时间运行工作并且发热功率也会随着工作状况改变。经 2.2 节分析

知在不同的散热功率下，系统存在不同的最佳流量区间，故需要调整系统的体积流量以适应

不同散热量的需求。基于此，本节在定散热功率条件下，测试系统的变流量性能。图 11 给

出了散热功率为 300 W，不同体积流量下系统的主要参数变化曲线，从图 11 可以看出，整

个过程中，系统没有出现温度和压力失控的情况。从图 11（b）中可以也看出，虽然系统的

流量发生变化，但在半导体制冷片的调控下储液器的压力一直稳定在 5.5 bar 左右，体现出

良好的压力调控作用。为了保证冷板内工质处于两相状态，必须调控冷板前过冷度处于一个

稳定值；此外，为了保证泵在变流量条件下不会发生汽蚀，需调控辐射器出口的过冷度处于

稳定状态。图 11（c）中，冷板进口过冷度和辐射器出口过冷度在变流量工况下分别稳定在

1 ℃和 5 ℃，表现出良好的稳定性。

在 t = 60 min（此时体积流量由 60 mL/min 增加到 80 mL/min）时，系统的流量发生小幅

度突变，进而造成系统的压力和冷板的进口过冷度发生小幅度突变，原因是系统工质在此时

发生相态转变，故并不是系统运行失稳。



图 11 300 W 散热量下，不同体积流量时系统（a）温度变化情况，（b）压力变化情况，（c）过冷度变化情

况，（d）体积流量变化情况

4 结论

本文针对高热流密度的 T/R 相控天阵的散热，设计并且搭建了一套两相流体回路系统，

实验探究了系统的启动特性和变流量工况的性能特性，最后计算热阻变化并且和环路热管进

行了性能对比。具体结论如下：

1) 按照稳定系统压力-启动冷水机和泵-启动热负载和预热器的启动顺序，系统能在 10min
内成功启动且在启动之后稳定运行。但在 PID 控制下，储液器温度波动振幅过大，导致

泵在短时间内汽蚀，故需提出更有效的控温方式以防止泵发生汽蚀。

2) 冷板的启动方式随着流量增大由超调启动向渐进启动过渡，具体表现为超调温度随着流

量增加而减小，但稳定温度却随流量增大而上升，因此提高系统流量可以大幅度改善热

源启动时温度的过冲现象，但不能提高稳定状况下冷板的换热性能。

3) 本文研究条件下，系统的最大散热量大于 300 W，为环路热管散热极限的 214 %，热负

载下表面的温度可以控制在 40 ℃以下。当散热量为 50 W 时，冷板的热阻最大为 0.084
K/W，是环路热管热阻的 33 %。因此相比环路热管等被动散热回路，泵驱两相流体回

路的散热性能更好。
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摘要：柔性热管在人体热管理和柔性电子器件冷却等领域具有广阔的应用前景，然而现有柔性热管的

柔性有限且传热性能无法满足实际需求。本研究根据脉动热管的工作原理，利用丙酮为工质，采用聚

四氟乙烯毛细管制作了具有多个传热分支的柔性热管。其每个传热分支都能单独弯折，表现出良好的

柔性。同时，该热管还具有优异的传热性能，其等效导热系数高达 4333W/(m·K)。因此，该热管有助

于推动热管理服装、柔性电子产品散热及低品位热能利用等领域的发展。

关键词：柔性热管，脉动热管，多分支传热，传热传质，热管理

0 前言

热管充分利用了工质蒸发和冷凝过程的优异传热特性，具有很高的传热能力[1-3]，
广泛应用于电子产品冷却、余热回收、工业热交换、可再生能源利用、航空航天等领域

[4]。通常，热管由填充一定量工质的密封管构成，然而由于不凝性气体（例如空气）会

降低热管的传热性能，因此需要使用真空泵将空气从热管中抽出，为了保证真空下热管

的强度，传统热管通常采用刚性结构。然而，对于复杂传热表面（例如人体表面），或者

加热端与冷却端位于不同平面或相对位置可变（例如柔性电子）时，刚性结构将不能满

足相关应用的需求。

为了解决以上问题，柔性热管受到了越来越多的关注[5]。常见的柔性热管由聚合物

管或金属波纹管连接刚性的加热段和冷却段构成[6]，而这类热管由于柔性部分所占比例

较小从而使得其柔性受到限制。因此，许多研究开始使用聚合物等柔性材料制造柔性热

管。 Hsieh 和 Yang[7]使用硅橡胶制作了一种柔性热管并采用铜网作为芯吸材料，实验

表明其热阻在 5 ~ 7 K/W 之间，对应的有效导热系数约为 98 ~ 137 W/(m· K)。Oshman
等[8]采用层压复合板制作了一种柔性热管，并选用烧结铜编织网作为芯吸层，其最低热

阻约为 1.2 K/W，对应有效导热系数高达 824 W/(m· K)。此外，Liu 等[9] 以功能性铜

网为芯吸层，采用铝复合封装薄膜制作了一种柔性热管，其等效导热系数可达铜的四倍。

然而，上述采用柔性材料制作的热管通常等效导热系数有限，尚无法满足实际应用的需

求。

此外，由于脉动热管结构简单，不需要芯吸层，为柔性热管的开发提供了一个新的

思路[10]。Lim 和 Kim[11]提出了一种由多层层压薄膜和低密度聚乙烯片材制成的柔性



脉动热管，其等效导热系数高达铜的两倍。Der 等[12]使用聚丙烯塑料制造了具有三明治

夹层结构的柔性脉动热管，其中工质通道采用两片聚丙烯片密封，其最低热阻可达 2
K/W，对应的最高等效导热系数约为 714W/(m· K)。此外，Qu 等[13, 14]将比较长的氟

橡胶管和比较短的铜质加热段和冷却段相结合，构建了等效导热系数超过 4000W/(m·K)
的柔性脉动热管。Kang 等[15, 16]受鱿鱼结构启发，利用脉动热管的工作原理制造了具

有多个传热分支的柔性热管，其具有出色柔性的同时等效导热系数高达 6750 W/( m·K)。
本研究在鱿鱼状热管的基础上，利用相同管径的聚四氟乙烯毛细管连接加热段与冷

凝段的铜质毛细管，制作了一种多分支柔性脉动热管。由于在许多应用场景中（例如，

电子冷却），热管的绝热段通常未进行绝热处理，因此我们在绝热段未作保温处理的情况

下对该多分支柔性脉动热管的表观传热性能进行了研究。相关研究成果有助于揭示多分

支柔性脉动热管的工作机理及指导柔性热管的设计与应用，因此，该工作在冷却柔性电

子设备、个人热管理、余热回收和可再生能源利用等领域具有重要意义。

1 实验方法与分析

实验研究的多分支柔性脉动热管如图 1（a）所示，它由三个相互连接的传热回路构

成。每个回路由内外径分别为 1.8mm 和 2.6mm 的聚四氟乙烯管和内外径分别为 1mm 和

2mm 的铜制毛细管组成，其中聚四氟乙烯管的长度为 107 mm，而加热和冷却部分的毛

细铜管长度分别为 66 mm 和 50 mm。所以，热管的等效传热长度为 165mm。此外，加

热和冷却部分的铜管嵌入铝制肋片散热器中以增加传热面积。本研究选择丙酮作为工质，

且热管的工质填充率恒定为 60%[17]。实验前先用真空泵将整个热管抽真空至 4 mPa 左
右，然后通过底部的 T 型接头向热管内注入丙酮。此外，采用三个热电偶（T1、T2 和 T3）

监测热管加热端的温度变化，另外三个热电偶 T4、T5 和 T6 监测左、中、右三个传热

分支冷却端的温度变化，如图 1（a）所示。

图 1 （a）多分支柔性脉动热管和（b）实验装置示意图。

本实验通过 3D 打印技术制作弯曲框架，用于调整热管的弯曲角度，如图 1（b）
所示。热管加热部分采用陶瓷加热片进行加热，在加热片与铝制传热片之间采用一块长、



宽、高分别为 8mm、5mm 和 1.5mm 的铝板均匀热流，并通过直流电源控制陶瓷加热片

的加热电压及功率。实验在 11 V 的加热电压下研究热管弯曲角度（0 ~ 90º） 和倾斜角

度（30º~ 90º） 对其传热性能的影响。 此外， 通过调节加热电压（ 11 ~ 15 V）来研究加

热功率对其传热性能的影响。需要注意的是，因加热部分采用绝缘泡沫进行保温，可假

设加热功率约等于电功率。热电偶数据（T1 ~ T6）由温度数据采集仪（Agilent 34970a）
进行监测，温度采集时间步长为 10s。在本研究中，每个工况测试 15 分钟，以使热管

达到准稳态，并采用之后 5 分钟内的平均温度来表征加热端和冷却端的温度。

由于绝热段未作保温处理，该多分支柔性脉动热管的传热性能通过表观导热系数来

评价，其表观导热系数可由下式计算

(1)

式中 Q 为加热功率；L 为等效传热长度；A 为绝热段聚四氟乙烯管的总截面积；Th为加

热端平均温度，即 Th=(T1+T2+T3) /3；Tc为冷却端平均温度，即 Tc=(T4+T5+T6)/3。

2 实验结果与讨论

本研究通过改变热管弯曲角度和倾斜角度来研究柔性热管在底部加热条件下的传

热性能，并通过改变加热电压来评估热管在垂直方向上的传热性能。

2.1 弯折角度的影响

图 2(a) 从左至右为分别柔性热管弯曲 30º、 50º、 70º和 90º时的照片， 图中采用三

根铜丝分别限制三个传热分支的弯曲部分的位移。需要注意的是弯曲角度为 0° 对应于

热管垂直放置。图 2(b) 为准稳态时热管加热端与三个冷却端的温度，其中 T1、T2、T3

比较接近，说明加热面温度分布均匀。此外，加热温度随着弯曲角度的增加而升高，这

是因为弯曲角度越大，流动阻力越大，从而导致热管传热性能变差。在冷却端，最右侧

分支温度（T6）最低，这是因为液塞和汽泡从右侧分支依次流经中间和左侧分支，导致

左侧分支的工质会通过底部管道回流到最右分支。由于底部管道未与加热面相连且其背

面没有很好的隔热（图 1(a)），导致部分热量从底部管道散失，因此右侧冷却端的温度

较低。相比之下，因为中间和左侧分支的冷凝液回流管路完全附着在加热表面上且保温

良好，所以中间和左侧冷却端温度（T4 和 T5）比较接近并且远高于右侧冷却端的温度。

图 2(c) 为柔性热管的表观导热系数和铝制均热板的热流密度随热管弯曲角度的

变化。热流密度由 Q/S 计算得到，其中 Q 为加热功率，S 为均热板面积。图 2(c)表明

当弯曲角度从 0° 增加到 90° 时，热管的表观导热系数从 3100 W/(m· K)降低到 1767
W/(m· K)，降低了约 43%。这是因为弯曲角度增加导致工质运动阻力增大。于此同时，

加热温度随着弯曲角度的增加而升高，如图 2（b）所示。由于加热片的电阻通常与其温

度成反比，所以随着弯曲角度的增加，加热端的热流密度从 3753 W/m2 略微下降约

3.7% 至 3613 W/m2，如图 2(c) 所示，即使加热电压恒定在 11 V。然而，Kang 等[16]
研究发现如果传热分支可以自然平滑地弯曲，弯曲角度对流动阻力的影响较小，由弯曲

角度引起的传热性能下降比较有限。尽管如此，本研究中的柔性热管在弯曲下的表观导



热系数仍然比铜高 4~8 倍。

图 2 恒定加热电压（11V）下热管弯曲角度的影响： (a)弯曲角度为 30º、 50º、 70º和 90º的柔性热管

照片（从左到右）； (b) 加热端和冷却端的温度； (c) 不同弯曲角度下的表观导热系数和热流密度。

2.2 倾斜角度的影响

图 3(a)从左到右分别为倾斜 70º、50º、30º 时柔性热管的照片，而 90º 的倾角对应于

热管垂直放置。图 3(b) 为不同倾角下热管加热端与冷却端的温度，其中右侧分支冷却

端温度仍然最低，表明工质依然从右侧分支依次流经中间和左侧分支。此外，随着倾角

的增大，加热温度降低，而冷却温度升高。这是因为重力在工质运动过程中起着重要作

用，倾角越大，重力分量越大，越有利于冷凝液体回流，从而导致加热温度降低。此外，

由于大量回流液体在加热端汽化，根据工质运动的质量守恒，热管内自下而上的流体速

度也会随着倾角增大而增加，从而导致冷却端温度升高。

图 3（c）为热管表观导热系数和铝制均热板的热流密度随热管倾斜角度的变化。随

着热管倾角从 30º 增加到 90º，热管的表观导热系数从 1537 W/(m·K)增加到 3100
W/(m·K)，这是因为大倾角导致的重力分量增加有利于工质在热管内的流动。同时，其

热流密度从 3657 W/m2 略微增加到 3753 W/m2，增长率约为 2.6%，这是由于在较大

倾角下加热端温度较低，如图 3（b）所示。应该注意的是，当热管水平放置时，该柔性

脉动热管将停止工作，这进一步表明重力对该热管传热性能的重要意义。尽管如此，该

柔性热管仍然可以在较大的倾角范围内工作，其在人体热管理等许多应用场景下具有非

常高的应用价值。



图 3 恒定加热电压下（11V）热管倾角的影响： (a) 热管倾斜 70º、 50º、 30º的照片（ 从左到右）； (b)

热管加热端和冷却端的温度； (c) 不同倾角下的表观导热系数和热流密度。

2.2 加热功率的影响

图 4 描述了热管垂直放置时加热功率对该柔性热管传热性能的影响。图 4(a)显示

当加热电压从 11V 增加到 15V 时，加热功率从 15W 增加到 24.6W，而相应的热流密

度从 3754 W/m2 增加到 6161 W/m2。此外，图 4(a)进一步表明，随着热功率或加热电压

的增加，该热管的表观导热系数从 3100 W/(m· K)增加到 4333 W/(m· K)。这是因为较

大的热功率会加剧加热段液体的沸腾过程，增大工质运动的驱动力，进而增大液塞和汽

泡在热管内的流速。

图 4(b) 表明加热端和所有冷却端的温度都随着电压或加热功率的增加而升高。值

得注意的是，右侧冷却端 (T6) 在加热电压为 11V 时温度最低，而左侧冷却端 (T4) 在其

他加热电压下温度最低，这是由工质运动方向反转引起的。由于本研究中所有传热回路

的管径相同，因此在工质运动开始启动时，相邻管路中的工质压力彼此接近。又因为管

路内工质压力不平衡是流体运动的驱动力，因此压力扰动引起的工质流动方向存在任意

性。尽管如此，工质流动方向对该柔性热管的传热性能影响不大。

总上所述，在较高的加热功率或加热温度下，热管的表观导热系数较大，这符合实

际应用对热量高效传输的需求。同时，该热管的最高表观导热系数高达 4333 W/(m· K)，
是铜的 10 倍以上，其在先进热管理和能源应用方面具有巨大潜力。



图 4：加热功率对热管传热性能的影响： (a) 表观导热系数和热流密度（左上插图：加热功率与电压

的关系）； (b) 不同加热电压下加热端和冷却端的温度。

3 结 论

基于脉动热管的工作原理，本研究采用聚四氟乙烯毛细管连接铜质加热端和冷却端

制作了具有三个传热分支的高性能柔性热管，其中三个分支可独立弯折，具有优异的柔

韧性。实验研究了热管弯曲角度、倾角和加热功率对多分支柔性脉动热管传热性能的影

响。结果表明，表观导热系数随弯曲角度的增大而减小，随倾角的增大而增大。随着热

管弯曲角度从 0º 增加到 90º， 其表观导热系数下降了约 43%，而当热管倾角从 30º 增

加到 90º 时，其传热性能几乎翻了一番。此外，通过提高加热功率或加热温度也可以提

高热管的表观导热系数，而其最高表观导热系数可达 4333 W/(m· K)，是铜的 10 倍以上。

总体而言，该多分支柔性脉动热管兼具良好的柔韧性和传热性能，对于人体热管理、柔

性电子器件冷却、余热回收和可再生能源利用等领域具有重要意义。
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摘要：以六水氯化钙(CaCl2·6H2O)为相变材料、碳纳米管(CNT)为载体，利用液气相变的散热机理，制

备了用于高倍率锂离子电池热管理的 CaCl2·6H2O/CNT 相变散热薄膜，利用 Bernardi 电池产热模型与

Murru 液气两相流干燥模型进行数值模拟。研究了环境相对湿度对散热膜散热效果的影响；并通过改变

CaCl2/CNT 的质量制备不同厚度的散热膜，通过实验探究散热膜厚度对电池散热效果的影响。由于碳纳

米管优异的传热性能与水蒸发高相变潜热的结合，散热薄膜可使 15C 放电倍率下的电池最高降低

17.4 °C。

关键词：电池热管理；相变材料；碳纳米管；液气相变

0 前言

在环境污染和能源危机的紧迫挑战下，碳中和是全球各国需要完成的紧迫任务[1]。

新能源电动汽车为解决化石能源依赖、减少环境污染和降低能耗提供了解决方案[2, 3]。作

为新能源汽车动力源的最佳选择之一，锂离子电池具备高稳定性、高能量密度和长循环

寿命等优势[4-6]。电池充放电过程中复杂的电化学反应伴随着热量的产生，尤其是动力电

池在高功率输出时产生大量焦耳热。温度严重影响锂离子电池的性能，在高温下(大于

45 °C)电池会依次发生 SEI(Solid Electrolyte Interface 固体电解质界面膜)膜分解、隔膜融

化、电解液分解、负极与电解液反应、正极分解等副反应，导致容量与寿命的衰减[7, 8]。

当温度超过临界值(150 °C)，电池可能发生热失控，引发火灾和爆炸等危险事故。因此，

随着对高倍率充放电锂离子电池需求的增加，开发高效的电池热管理方法具有重要的研

究和应用价值。

近年来，电池热管理主要采用两种方法：主动散热和被动散热。主动散热方式中，

强制风冷系统受限于空气的低热导率(0.023 W m-1 K-1)和低比热容(1.003 kJ kg-1 K-1)，散

热能力有限。此外，需要风机提高空气流速，存在二次能量消耗和成本较高的问题，无

法满足电池高功率运行时的冷却需求[9]。液冷系统虽然可以通过选择适当的冷却介质、

提高冷却液流速和增加流道数量等方式提高散热效果，但仍面临占用空间大、冷却液易

泄露和二次能源消耗的问题[10]。

被动散热系统通过使用翅片散热器或微结构等方式增加与空气的接触面积，以增强

自然对流换热，但无法满足电池高倍率充放电的散热需求。相较传统的热管理方式，相

变材料(PCM)利用材料的相变潜热来储存能量。然而，目前常见的固-液相变材料如石蜡



基复合材料在电池热管理领域应用与发展受到相变焓低(180~230 kJ kg-1)和相变后熔融

液体易泄露等问题的限制。

与固-液相变相比，水的液-气相变具有更高的潜热(2260 kJ kg-1)，意味着在相同质量

条件下，能吸收/释放更多的热量。因此，液-气相变在研究中逐渐成为关注的焦点。例如，

Liu[11]等人通过湿度控制的相分离制备了多孔纤维，使用聚丙烯腈(PAN)作为基质，MIL-
101(Cr)作为吸附剂，成功降低便携式存储设备电池的温度 7.3 °C。Li[12]等人使用 PAM 水

凝胶作为框架，将碳纳米管(CNT)嵌入交联的 PAM 中以提高导热性能，同时利用吸湿盐

CaCl2 吸附空气中的水分，将光伏电池板的温度降低 10 °C。Pu[13]等人制备了聚 N-异丙

基丙烯酰胺(PNIPA)水凝胶，并加入 LiBr 吸收空气中的水分，实现水凝胶的再生，在 2.2C
放电倍率下将手机电池温度降低 20 °C。Zeng[14]等人在具有大表面的铝散热器上涂覆

PAM 水凝胶，成功降低 CPU 在高负荷时段的温度 15 °C。
为了满足高倍率锂离子动力电池的热管理需求，本文通过使用吸水材料氯化钙吸收

空气环境中的水分子并将水分子锁定在三维孔隙结构(SACNT)中，并将其贴附于电池表

面。当温度升高时，水分子蒸发，将热量散失到环境中；当电池待机时，吸湿材料自发

地从外界环境吸收水分子，以此循环使用的热管理方式对电池进行散热。利用碳纳米管

优异的传热性能与水蒸发高相变潜热的结合，散热薄膜可使 15C 放电倍率下的电池最高

降低 17.4 °C，并且利用 Bernardi 电池产热模型与 Murru 干燥模型进行数值模拟与实验验

证。

1 数值方法

1.1 相变机理

结晶水合盐是无机盐与水的化合物，结晶水以化学键的方式与物质的内部结构相结

合，结晶水只有在受热时才能脱出。水和盐类相变材料通常通过失去或得到结晶水的形

式发生相变，其相变机理可由式（1）表示：

ܥ ܥܽ ଶ݈ + ݊ · ଶܱܪ
加热或冷却
ር⎯⎯⎯⎯⎯ሮ ܥ ܥܽ ଶ݈ · ଶܱܪ݊ （1）

n 与温度相关，当温度大于熔点时，结晶水合盐吸热熔化脱出全部结晶水，脱水后

的盐溶解在脱出的结晶水中，水合盐从固态变为液态，完成储热过程；当温度小于熔点

时，脱水后的盐与脱出的水受冷重新结合生成结晶水合盐，水合盐从液态回到固态，完

成放热过程。

1.2 几何模型

采用型号为 18650 型圆柱型锂离子电池，锂离子电池的规格参数如表 1 所示，如图

1 所示，相变散热膜贴附于电池表面，相变散热膜的厚度为 0.3~1.2 mm，高度与锂离子

电池相等,实验与仿真的温度测试点如图 1 所示为靠近正极 1 cm 处。相变散热膜由

SACNT/CaCl2制成，基本参数如表 2 所示。在充放电测试中使用高倍率电池充放电测试

仪(CT-4008-5V50A-NTA)进行充放电测试，用 NTC 热敏电阻贴附与电池正极端测试温度，

环境温度和不同的相对湿度由恒温恒湿箱控制，整个实验系统放置于 25 °C 环境中，电



池充放电工况参数如表 3 所示。采用 COMSOL Multiphysics 5.6 多物理场耦合仿真软件

对电池进行数值模拟。

表 1 锂离子电池的规格参数

参数 数值

容量/Ah 2
电池直径/mm 18
电池高度/mm 65
电池重量/g 46.5
标称电压/V 3.2

放电截止电压/V 2.5
内阻/mΩ ≤18

径向导热系数/W m-1 K-1 0.98
轴向导热系数/W m-1 K-1 3.21

密度/kg m-3 25.3
比热容/ J kg-1 K-1 1375

表面自然对流系数/W m-2 K-1 9.5
正极材料 三元 612
负极材料 石墨

电池型号 18650-2000 mAh

表 2 相变散热膜基本参数

参数 数值

厚度/mm 0.3-1.2
导热系数/ W m-1 K-1 0.2-1.4

相变潜热/J g-1 230
表面发射率 0.97

表面自然对流系数/W m-2 K-1 10.7

图 1 电池模型



表 3 实验研究工况

模式 参数

放电 恒流放电 截止电压：2.5 V

充电 恒流恒压充电
截止电压：2.5 V
截止电流：0.1 A

1.3 电池生热模型

在对电池组进行数值分析之前，要计算出电池的产热功率。目前，使用最为广泛的

电池生热公式 Bernardi 公式，该公式能够较好地模拟电池在实际情况下的产热速率，并

且与实验所得的结果最为接近。所以本研究采用电池生热模型公式中的 Bernardi[15]公式

来计算电池的产热，其计算式为：

=ݍ
ଵ

್
ቂ(ܫଶܴ) + ܫܶ

ௗாబ

ௗ்
ቃ （2）

式中，ݍ(W/m3)为电池的生热速率；ܫ为电流，A(1 C 对应 2 A，2 C 对应 4 A，以此

类推)；ܸ (m3)为电池的体积；ܶ (°C)为电池的初始温度；ܴ (mΩ)为电池的内阻(取 18 mΩ)，

ௗாబ

ௗ்
(0.4 mV/K)代表电池发生电化学反应的熵系数。根据电池的生热公式并结合表 1 所给

的电池体积参数，可以计算出电池在 1C、10C、15C 放电倍率下的电池生热速率，结果

如表 4 所示。

表 4 不同放电倍率下锂离子电池的生热速率

放电倍率/C 1 10 15
生热率/W m-3 18773.3 579499.3 1195720.6

单体电池电极活性材料螺旋缠绕形成柱状，因此，传热模型中的导热系数为各向异

性，沿电池片方向（圆柱长度方向）的导热系数比电池片法向（径向）的高，电池各个

方向的导热系数计算式为：

在径向方向，导热系数 ݇ ,்的根据以下公式计算：

்݇, =
∑

∑/,
（3）

其中，ܮ是单电池不同层的厚度，݇ ,்是构成这些层的材料的导热系数。

圆柱长度方向的导热系数்݇,的计算依据为：

்݇, =
∑,

∑
（4）

同样地，活性电池材料的密度ߩ௧௧和热容ܥఘ,௧௧的计算依据为：

r
௧௧

=
∑r
∑

（5）



=r,ୠୟ୲୲ܥ
∑,

∑
（6）

根据能量守恒，冷却系统的平衡方程为：

∑݉ ܥ
ௗ்

ௗ௧
= )ߘ (ܶߘ݇ + ܳ − )ℎܣ ௦ܶ− ܶ)− )ߝߪܣ ௦ܶ

ସ− ܶ
ସ)− ℎߙ （7）

方程左侧第一项表示整个系统的能量变化，݉ 、ܥ、 ܶ分别表示冷却系统每部分的

质量、比热容、温度。方程右侧第一项表示热传导项，第二项表示电池自身产生的热量，

第三、第四和第五项分别表示自然对流、辐射散热和液相蒸发所吸收的热量。ܣ、ܶ ௦、ܶ 、

ℎ、ߝ和ߪ分别是样品与空气接触的表面积，样品的表面温度，环境温度，对流系数，样

品表面的发射率，和 Stefan–Boltzmann 常数。ߙ和ℎ表示液相质量和蒸发焓。

1.4 PCM 模型

当电池产生的热量通过热传导传递到散热膜后，液态水蒸发生液气相变吸收热量，

散热膜表明通过自然对流与热辐射散热，整个系统顶部处于恒定的空间蒸汽压下，散热

膜中存在固、液、气三相，因此 PCM 模型采用 Murru[16]干燥模型。

液相质量平衡方程：

డఏಽ

డ௧
= −(ߠߘܦ)ߘ

 ಽಸ

ఘಽ
（8）

式中，ߠ是液相体积分数，ܶ(°C)是温度，ݐ(s)是时间，ܦ(m2 s-1)是液相扩散系数，

(Wܭ m-1 K-1)为散热膜的有效热导率，ߩ(kg m-3)为液相密度，݉ ீ (kg m-3 s-1)则为局部

蒸发率，方程右侧第二项表示液相蒸发时损失的体积分数。

液相的蒸发速率与散热膜的平衡蒸汽压与顶部空间蒸汽压的压差有关，当液相体积

分数小于零或散热膜的局部蒸汽压小于顶部空间蒸汽压时（不存在蒸发的驱动力），蒸发

计算停止。

݉ ீ = ൞

ೡೌఘಽ(∗ିಸ)

ಸ
݂݅ ߠ > 0

0 ݂݅ ∗ ≤ ீ
0 ݂݅ ∗ ≤ ீ

（9）

式中 ௩݇(s -1)是蒸发速率常数， ீ (Pa)是复合散热膜的局部蒸汽压，∗(T)
是与该温度下的饱和蒸汽压。蒸汽压与温度呈正相关，∗(T)可以由 Antoine 方

程来估计。

݈݃ ଵ
∗ = −ܣ



ା்
（10）

常数 A、B 和 C 与液相有关，本模型中液相为水，所以式中 A=18.3036、
B=3816.44K、C=-46.13K。散热膜由固相（碳纳米管、氯化钙）、液相（氯化

钙水溶液）、气相（固相间隙内的空气）组成，因此散热膜必须考虑三相的属

性，散热膜的有效热容与有效热导计算如下：

ܥߩ = ,ܥߩߠ + ,ௌܥௌߩௌߠ + ߠீ ߩீ ீ,ܥ （11）



ߣ = ௗ௬ߣ +
ఏಽ

ଵିఏೄ
൫ߣ௪௧− ௗ௬൯ߣ （12）

其中ߩ和ܥ分别是各相的密度和比热容，ߠ、ߠௌ、 ߠீ 分别表示散热膜中液

相、固相、气相的体积分数。ߣ、ߣௗ௬、ߣ௪௧分别表示散热膜有效热导率、完

全干燥后热导率、干燥前热导率。当散热膜中液相相变时，液相会蒸发并由

固相间的的气相代替，三相之和应为 1，所以三相体积分数必须满足：

ߠ + ௌߠ + ߠீ = 1 （13）
2 结果与讨论

为了验证仿真结果的准确性和可靠性，进行了实验验证，将仿真结果与实验结果进

行对比。

2.1 采用空气自然对流散热的单体锂离子电池

图 2 显示了锂离子电池在不含 PCM 散热膜、仅采用空气自然对流散热时，对两个

单体锂离子电池进行 10 C 和 15 C 恒流放电后搁置 30 min 的工步设置，通过 K 型热电偶

记录如图 1 所示电池表面温度测试点的数据。从图中可以看出，在 10 C 放电倍率下，

锂离子电池的表面最高温度达到 63.5 °C，在15 C放电倍率下电池表面温度可达82.3 °C，
超过了该电池 75 °C 的安全温度，这将严重衰减锂离子电池的容量。因此有必要对电池

组进行相应的热管理措施，将电池的温度控制在适宜温度范围内。

(a)裸电池 10 C 恒流放电；

(b)裸电池 15 C 恒流放电

图 2 裸电池 10 C 和 15 C 恒流放电期间实验测试与数值模拟温度



图 3 裸电池 10 C 恒流放电温度分布云图

2.2 带有 PCM 的单体锂离子电池

图4 展示的为带有散热膜的单体锂离子电池在环境温度为25 °C、相对湿度RH=65%
的环境下，被散热膜包裹时电池表面温度的实验测试数据与数值模拟结果。从图 5 中可

以看出，在 10 C 放电倍率下，带 PCM 锂离子的温升速率与不带 PCM 电池组的温升速

率相比明显降低。并且单体电池的最高温度在 10 C 和 15 C 放电倍率下均有下降。如表

5 所示在 10 C 恒流放电期间，散热膜将电池温度从 63.5 °C 降到 52 °C，最大温差 11.2 °C，
在 15C 恒流放电期间将电池温度从 82.3 °C 降到 68 °C，加有相变散热膜后电池温度始终

在 75 °C 下，PCM 散热膜可以将电池在 15 C 放电倍率下温度始终维持在安全范围内，

提高电池循环性能，延长使用寿命。

(a)带有 PCM 电池 10 C 恒流放电；



(b) 带有 PCM 裸电池 15 C 恒流放电;

图 4 带有 PCM 电池 10 C 和 15 C 恒流放电期间实验测试与数值模拟温度

图 5 带有 PCM 电池 10 C 恒流放电温度分布云图

表 5 加膜与不加膜电池表面最高温度

放电倍率/C 10 15
裸电池表面温度/°C 63.5 82.3

贴有散热膜电池表面温度/°C 52 68
最大温降/°C 11.2 17.4



(a)10 C 温差;

(b)15 C 温差;
图 6 裸电池与带有 PCM 的电池放电期间的温差

2.3 环境湿度对散热性能影响

图 7 和图 8 为带有散热膜的单体电池模型在相对湿度为 35%、45%、55%和 65%下

的以 10 C 恒流放电期间温度分布图以及电池表面最高温度随时间变化的曲线图，表 6 为

不同湿度下散热膜的吸湿量，表明散热膜的吸水能力随湿度的增加而增加，从图 7 中可

以看出，环境湿度越高时由于初始含水量增加，电池放电过程中水蒸发量增加导致温度

降低，表明在更潮湿的环境中获得更优异的热管理性能。但是由于水蒸发速率会受到温

度和环境湿度共同影响，当空气中水蒸气浓度接近饱和时，蒸发速率会减慢，所以实验

中最高在 65%湿度下进行。

表 6 散热膜在不同湿度下的吸水能力

相对湿度 35 45 55 65
吸水能力/g g-1 0.5 0.6 0.8 1.2
饱和吸水量/g 0.73 0.91 1.18 1.55



图 7 不同湿度下电池 10 C 放电期间最高温度

图 8 不同湿度电池放电结束时温度分布云图

2.4 厚度对散热性能影响

如表 7 所示制备了 0.3 mm~1.2 mm 厚度的散热膜，当 SACNT 质量从 100 mg 增加

至 800 mg 时，最大承载氯化钙质量从 0.2 g 增加至 1.2 g。如图 9 所示通过实验测试了散

热膜不同厚度的散热性能 0.3 mm、0.5 mm 和 0.8 mm 厚度的散热膜在电池放电结束时最

高温度分别达到了 58 °C、55 °C 和 52 °C，而 1.2 mm 厚度的散热膜在电池放电结束时最

高温度达到 60 °C，0.8 mm 厚度的散热膜效果最优。如图 10 所示测试了不同厚度散热膜

12 h 的吸水量以及贴附于电池以 10 C 恒流放电后水解析的质量，0.3 mm、0.5 mm 和 0.8
mm 厚度的散热膜在 12h 的吸水量分别为 0.4 g、0.6 g、0.9 g，但当散热膜厚度为 1.2 mm
时，吸水量减少导致散热效果差。



图 9 不同散热膜厚度实验测试温度

图 10 不同散热膜厚度的水吸收量与解析量

表 7 不同厚度散热膜承载氯化钙质量

散热膜厚度/mm 0.3 mm 0.5 mm 0.8 mm 1.2 mm
SACNT 质量/mg 100 300 500 800
氯化钙质量/g 0.2 0.3 0.8 1.2

3 结论

本文以高倍率圆柱形 18650 锂离子电池为研究对象，利用液气相变的相变散热膜包

裹电池来实现冷却电池，通过实验与数值模拟验证了电池以 10 C 和 15 C 放电倍率下的

产热与散热膜的散热效果，得到的主要结论如下：

1) 电池温度与放电倍率成正比，在 10 C 放电倍率下，锂离子电池的表面最高温度



达到 63.5 °C，在 15 C 放电倍率下电池表面温度可达 82.3 °C，超过了该电池 75 °C 的安

全温度。

2) 实验与仿真结果表明，环境湿度会影响散热膜的冷却效果，由于湿度增加使散热

膜吸水量增加，当电池产生热量会有更多的水分蒸发来吸收热量，当环境温度为 25 °C、
相对湿度为 65%时，电池在 10 C恒流放电期间，散热膜将电池温度从 63.5 °C降到 52 °C，
最大温差 11.2 °C，在 15C 恒流放电期间将电池温度从 82.3 °C 降到 68 °C。

3) 实验结果表明散热膜厚度与最高承载氯化钙的质量成正比，当散热膜厚度从 0.3
mm 增加至 0.8 mm 时，氯化钙的质量从 0.2 g 增加至 0.8 g，但当厚度为 1.2 mm 时，整

体吸水速率降低导致散热性能变差，散热性能最优的厚度为 1.2 mm。
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摘要：针对相变微胶囊存在的导热性能差和过冷大等问题，本研究采用溶胶－凝胶法，通过向芯材肌醇中

掺杂高导热纳米氧化铝粒子，制备出改性的二氧化硅包封肌醇相变胶囊，对其形貌结构、相变特性、热稳

定性和导热性进行表征。结果表明，成功合成了核壳分明、粒径均一的球形纳米胶囊，纳米氧化铝的存在

能促进肌醇的结晶成核，降低过冷，并提高胶囊的热稳定性和热导率，但潜热略有下降。

关键词：肌醇；相变纳米胶囊；纳米氧化铝；导热系数

0 前言

相变储能材料（Phase Change Materials，PCM）是一种利用物质状态变化所产生的潜热

从而实现能量储存与释放的新型材料[1, 2]，其潜热能提供更大的能量存储密度，因此在电子

元器件、纺织、建筑储能等多个领域得到了广泛应用[3-6]。相比于其他有机 PCM，糖醇具有

高体积能量密度、无毒无腐蚀性和低成本等优势，因此备受关注。此外，糖醇的相变温度在

太阳能工艺、余热回收等中高温领域也显示出了巨大的潜力[7, 8]。其中，肌醇是一种多羟基

环状结构糖醇，具有较高熔点和潜热，熔点可达到 224.9℃，潜热高达 260.9 kJ/kg，是一种

潜在的理想中温相变材料。

糖醇在作为储能材料应用中存在着热稳定性和导热性差的制约。Solé 等学者[9]进行了对

D-甘露醇的有氧循环实验，循环 20 次后发现其熔融潜热下降了近 30%，循环 50 次则下降

近 50%。半乳糖醇的热稳定性更差，仅经过 18 次循环，其凝固温度便从 120℃下降至 60℃，

并且在第 19 个循环中未观察到结晶现象。相比之下，肌醇表现出良好的热稳定性，经过 50
次循环后，其熔融潜热仅降低约 10%。Neumann 等学者[10]的研究结果表明，D-甘露醇易氧

化降解，随着循环次数的增加，其熔融潜热下降，质量损失增加。Garcia 等学者[11]在惰性气

体氛围下对 D-甘露醇进行热循环测试，结果表明，甘露醇即使在无氧条件下仍会发生降解。

因此，如何解决糖醇易降解和泄露这一关键问题显得尤为重要。

相变材料微/纳米胶囊化是利用物理或化学方法，将有机或无机壁材包裹芯材，形成相

变微/纳米胶囊，从而有效防止 PCM 在相变过程中发生泄露和腐蚀，提高热物理性能、传热

面积和速率[12-14]。研究发现，糖醇微囊化的相关文献较少，主要是因为糖醇作为水溶性 PCM，

难以封装。有学者通过在酸性条件下合成甘露醇微胶囊，制得平均粒径约 50 μm 的圆形微胶

囊[15]。另有学者采用 TEOS 和 APTES 的混合前驱体，在油包水乳液界面上成功制备甘露醇

微胶囊，但 DSC 测试结果未显示出结晶峰[16]。Salaün 等[17]则通过界面聚合工艺成功合成基

于木糖醇核和聚脲-聚氨酯壳的微胶囊。Makuta 等[18]研发了一种氰基丙烯酸酯聚合物封装技

术来制备木糖醇微胶囊，能够充分利用其能源潜力。有机材料的性能较差，而无机材料通常

表现出优异的导热系数、化学稳定性、热稳定性和阻燃性[19-21]。

在微胶囊的制备过程中，通过在芯材或壳层中掺杂高导热粒子，可以显著提升胶囊的相

变性能。以 He 等的研究[22]为例，他们在相变微胶囊的二氧化硅壳层中掺入氧化石墨烯，成

功提高了胶囊的热稳定性、热可靠性和导热系数。Wang 等[23]采用紫外线辅助水解法，合成

了掺杂纳米氧化铝和羚甲基纤维素的赤藓糖醇@聚硅氧烷微胶囊，该微胶囊在有效提升了储

热能力和热稳定性的同时还降低了过冷度。此外，Yuan 等[24]则通过氧化石墨烯修饰的二氧

化硅壳成功包封了石蜡，并实现了热可靠性、机械强度的明显提高，同时也表现出更高的导



热性和光吸收性。

目前，广泛研究的碳纳米材料，如纳米石墨烯和碳纳米管等，其制备成本高，工艺复杂。

相比之下，金属氧化物纳米颗粒成本较低，同时具有较高的导热性和优异的综合性能[25]。然

而，目前尚未有关于纳米氧化铝在肌醇微胶囊封装中的应用及其影响的研究报道。本研究利

用二氧化硅作为封装材料，以弥补相变材料易泄露等固有缺陷，并添加纳米氧化铝以提高热

物性及热稳定性。

1 实验

1.1 实验材料

本次试验所使用的药品与试剂源自正规试剂公司直接采购，且均未经过任何纯化处

理，详细信息如表 1 所示。

表 1 实验药品

药品名称 化学式 纯度 生产厂家

肌醇 C6H12O6 98% 上海阿拉丁化学有限公司

正硅酸乙酯(TEOS) C8H20O4Si 分析纯 天津市大茂化学试剂厂

三乙氧基硅烷(TES) C6H16O3Si 98% 上海阿拉丁化学有限公司

Tween 80 C24H44O6 分析纯
西格玛奥德里奇贸易有限公

司

Span 80 C24H44O6 分析纯
西格玛奥德里奇贸易有限公

司

环己烷 C6H12 分析纯 天津市大茂化学试剂厂

纳米氧化铝 Al2O3 99% 上海阿拉丁化学有限公司

1.2 肌醇纳米胶囊的制备

采用“溶胶-凝胶法”合成掺杂了纳米氧化铝的肌醇纳米胶囊。首先，将 5.1 g 肌醇、0.0255
g 纳米氧化铝和 0.1 g tween 80 溶解在 15 ml 去离子水中，用磁力搅拌器在 50℃下持续搅拌

30 min，获得均匀水相；随后，将 0.6 g span80 和 65 mL 环己烷混合，1000 r/min 的搅拌速

度下常温搅拌 10 min 得到油相。水相和油相混合后在 50℃的油浴锅中高速搅拌 30 min 得到

稳定的油包水乳液。将 11 ml 正硅酸乙酯和 5 ml 三乙氧基硅烷混合搅拌均匀后以一定的流

速逐滴加入上述乳液中，持续搅拌 7.5 h，将所得产物用环己烷洗涤 3 次，冷冻干燥 24 h，
得到掺杂纳米氧化铝的肌醇相变胶囊。

1.3 肌醇纳米胶囊的表征

使用场发射扫描电子显微镜(SEM，SU8010，Hitachi Inc.，Japan)、透射电子显微镜(TEM,
JEM-2100, JEOL, Japan)并搭载 EDS 能谱，对肌醇纳米胶囊进行形貌和成分分析。使用粒度

和 Zeta 电位分析仪(Zetasizer Nano ZS, Malvern, United Kingdom)对肌醇胶囊的粒径分布进行

分析。使用傅立叶红外光谱仪(FT-IR，Nicolet 6700，Thermo Scientific，America)在 400-4000
cm -1 的波长范围内对肌醇纳米胶囊的官能团的变化进行分析和比对。使用差示扫描量热仪

(DSC3 Star，Mettler Toledo, Switzerland)测量肌醇纳米胶囊的相变温度和潜热，设置程序在

100-250℃的范围内以 10 ℃/min 的速度升降温，N2以 50 ml/min 从下往上吹扫，参比样为铝

制空坩埚。在微型箱式炉将纳米胶囊按照 10 ℃/min 的速率从 40℃升温到 250℃进行循环升

降温实验，在 250℃的条件下保温 4 h，自然冷却至室温，进行熔融和凝固实验循环,往复 40
次，每 10 次循环后随机取样通过 DSC 测试其循环相变稳定性。通过热重分析仪(TG 209 F1，



Netzsch，German)测试肌醇胶囊热稳定性。通过 Hot Disk 热常数分析仪(TPS 500S，K-Analys
AB, Sweden)测量肌醇胶囊悬浮液的导热系数。

2 结果与讨论

2.1 胶囊的形貌、成分及粒径分析

通过 SEM 观察了肌醇及肌醇纳米胶囊的形貌及微观结构，通过 EDS 探测元素组成，

结果如图 1 所示。图 1a 所示的肌醇原物质表面光滑，呈现方块状，粒径大小不一，约为几

微米，图 1b 所示的未负载纳米氧化铝的胶囊(NEIN-S)表面较光滑，图 1c 所示的负载了氧化

铝的纳米胶囊(NEIN-S-A)表面较粗糙，粒径约为 200-300 nm。对 NEIN-S-A 进行透射电镜分

析，NEIN-S-A 具有清晰分明的核壳结构，证明核心材料被成功包覆。图 2 为胶囊的元素分

布图， C、O、Si 等关键元素均可被检测到，其分布百分比情况如表 2 所示，较高的氧元素

百分比可推测来源自 SiO2 和 Al2O3 两种材料。

图 1 (a)肌醇，(b)NEIN-S，(c)NEIN-S-A 的 SEM 图片，(d)NEIN-S-A 的 TEM 图片

图 2 NEIN-S-A 的元素分布图

表 2 NEIN-S-A 的元素数据表

元素 原子百分比(%) 重量百分比(wt.%)
C 28.338 20.980
O 60.459 59.625
Si 11.203 19.395

100.000 100.000

二氧化硅、肌醇、纳米氧化铝和胶囊的红外光谱如图 3 所示，二氧化硅在 476 cm-1、

806 cm-1 和 1112 cm-1 的两个主要的强吸收峰，分别对应着 Si-O-Si 基团的弯曲振动、对称

及不对称拉伸振动， 962 cm-1 处的吸收峰则定义为 Si-OH 基团的弯曲振动[26]。肌醇在 732
cm-1 和 1427 cm-1 的两个吸收峰分别对应-OH 基的平面外和平面内弯曲振动峰，在 1000 cm-

1、1051 cm-1和 1110 cm-1的峰对应 C-OH 基团的拉伸振动，在 2925 cm-1 的峰值则对应-CH
基团的拉伸振动。以上主要特征峰在纳米胶囊的光谱中均可以发现，同时，在 1575 cm-1附

近存在一个对应着纳米氧化铝的特征吸收带，除此以外，未观察到其他物质的峰。结果表

明，二氧化硅实现了对掺杂了纳米氧化铝的肌醇的成功包封，且壳层与芯材、纳米材料与

芯材之间均没有发生任何化学反应，仅为物理结合。
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图 3 肌醇，二氧化硅，NEIN-S 和 NEIN-S-A 的红外光谱图

取微量 NEIN-S-A 分散在无水乙醇中，并进行超声处理，测量其粒径分布，结果见图 4。
NEIN-S-A 的粒径分布集中在 250-450 nm，与 SEM 和 TEM 图像分析中显示的粒径大小基本

一致。此外，曲线还表明 NEIN-S-A 大小均匀，分布稳定，没有大范围的聚集团簇，证明

NEIN-S-A 可以均匀分散在基液中，体现了 NEIN-S-A 悬浮液作为传热流体的应用价值。
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图 4 NEIN-S-A 的粒径分布图

2.2 胶囊的相变特性分析

肌醇、NEIN-S 和 NEIN-S-A 的 DSC 相变曲线如图 5 所示，肌醇和纳米胶囊具有相似的

相变行为，只呈现一个熔融峰和凝固峰。这表明芯材和壳层未发生化学反应。NEIN-S 的过

冷相比纯肌醇提升了 12.3℃，这可能是由于制成胶囊以后，肌醇和外壳的氢键作用导致熔化

温度的提升， DSC 测试过程中样品体积减小，胶囊的表面积/体积比增大，失效成核位点增

加，导致凝固温度小幅降低。而添加纳米氧化铝后，NEIN-S-A 的过冷度相较于 NEIN-S 降

低了 9℃，可能是掺杂的纳米氧化铝为肌醇的结晶提供更多的成核位点，诱导并促进肌醇的

结晶成核，同时纳米颗粒还具有高吸热能力，二者的共同作用下降低了过冷度。与 NEIN-S
相比，NEIN-S-A 的焓值有所降低，因为纳米胶囊中只有肌醇在熔融过程中发生相变吸收能

量，二氧化硅属于惰性材料，添加的纳米氧化铝粒子自身也不发生相变。由于微胶囊的相变



焓值依赖于内部相变材料的负载，因此，由 DSC 测量所得的数据(表 3)，通过以下等式计算

得到的纳米封装 PCM 的包覆率是可信的。IN 的包覆率 R 和储能效率 E 公式如下所示：

RNEIN-S=∆Hm,NEIN-S/∆Hm,IN (1)
RNEIN-S-A=∆Hm,NEIN-S-A/∆Hm,IN (2)

ENEIN-S=(∆Hm,NEIN-S +∆Hs,NEIN-S) /(∆Hm,IN+∆Hs,IN) (3)
ENEIN-S-A=(∆Hm,NEIN-S-A +∆Hs,NEIN-S-A)/(∆Hm,IN+∆Hs,IN) (4)

其中，ΔHm,NEIN-S 和∆Hs,NEIN-S 分别是 NEIN-S 的熔融焓和凝固焓，而 ΔHm,NEIN-S-A 和

∆Hs,NEIN-S-A 分别是 NEIN-S-A 的熔融焓和凝固焓，ΔHm,IN 和∆Hs,IN 分别是是肌醇的熔融焓

和凝固焓。
表 3 肌醇、NEIN-S 和 NEIN-S-A 的 DSC 数据

Sample Tm(℃) Hm(kJ/kg) Ts(℃) Hs(kJ/kg) R(%) E(%) △T(℃)

IN 224.9 260.9 191.4 198.0 -- -- 33.5

NEIN-S 228.9 216.0 183.1 160.8 83.1 82.1 45.8

NEIN-S-A 223.7 196.9 186.9 130.76 75.5 71.4 36.8
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图 5 肌醇、NEIN-S 和 NEIN-S-A 的 DSC 曲线图

2.3 胶囊的热稳定性分析

将制备好的 NEIN-S-A 在微型箱式炉中进行循环升降温实验，每 10 次循环随机取样进

行 DSC 测试，得到如图 6 的 DSC 熔融和凝固曲线图和表 4 数据。结果表明，NEIN-S-A 的

DSC 曲线在初始和循环后轮廓高度基本一致，即使经过 40 次冷热循环，熔化和结晶的峰值

几乎没有波动。40 次循环后的和原始的 NEIN-S-A 熔化焓分别为 195.1 kJ/g 和 196.9 kJ/g，
焓值仅下降了 0.91 %，体现出良好热可靠性。
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图 6 NEIN-S-A 高低温循环后的热循环曲线(a)熔化曲线，(b)凝固曲线

表 4 NEIN-S-A 高低温循环后的 DSC 数据

Cycle
No.

Tm(℃) Hm(kJ/kg) Ts(℃) Hs(kJ/kg) R(%) E(%) △T(℃)

0 223.7 196.9 186.9 130.8 75.5 71.4 36.8
10 227.1 184.9 193.1 124.6 70.9 67.4 34.0
20 227.8 187.8 193.8 123.0 72.0 67.1 34.0
30 222.5 190.9 192.9 127.8 73.2 69.5 29.6

40 222.3 195.1 193.0 131.0 74.8 71.1 29.3

图 7 展示了 IN、NEIN-S 和 NEIN-S-A 的热重分析曲线。肌醇在 300℃开始热降解，到

400℃实现完全降解，曲线清晰，呈现典型的一步失重趋势。NEIN-S 从 310℃开始热降解，

降解温度较纯肌醇略有上升，斜率随着温度升高而降低，只要是由于封装的外壳阻隔了氧气

与肌醇的直接接触。NEIN-S-A 的热降解温度进一步升高，达到将近 350℃，剩余重量也进

一步增多，主要由无机外壳和纳米颗粒组成。结果表明，纳米氧化铝微胶囊具有比未改性的

胶囊有更高的热稳定性。根据研究表明[27]，热稳定性的改善可能的原因是纳米氧化铝的存在

能有效地吸收和分散肌醇分子的热能，从而减缓肌醇分子的热分解反应速率，提高肌醇的热

分解温度，对纳米胶囊有良好的热保护作用。
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图 7 肌醇、NEIN-S 和 NEIN-S-A 的热重曲线图



2.4 胶囊悬浮液的导热系数分析

导热系数是衡量相变材料悬浮液在热能储存和热管理领域应用价值的重要参数之一，低

导热性可能延迟相变材料对潜热存储和释放的热响应。本工作制备了不同质量分数的肌醇、

NEIN-S 和 NEIN-S-A 的悬浮液，测量其热导率。结果显示，在不同质量分数下制得的 NEIN-
S 悬浮液的导热系数相比肌醇悬浮液都有不同程度的提高，在质量分数为 2.0 %的情况下，

其导热系数提高最多，达到了 36.2 %，这说明 SiO2 本身具有较高的导热系数，其壳层在胶

囊的储热和放热过程中作为热量传递的媒介，加快了芯材与外界进行热交换，从而提高纳米

胶囊的导热系数。而 NEIN-S-A 悬浮液的导热系数相比 NEIN-S 悬浮液又有了进一步的提高，

且增幅更大。直接对比质量分数为 1.0 %、1.5 %和 2.0 %的肌醇悬浮液和 NEIN-S-A 悬浮液，

发现掺杂纳米氧化铝粒子后，胶囊的导热系数分别提高了 56.1 %、78.0 %和 93.4 %，这证明

纳米氧化铝作为高导热材料[28]，掺入胶囊核心中，由于其具有大比表面积，能够建立高效的

热传导通道，提高胶囊核心的导热系数，从而提高胶囊的导热系数，进而提高胶囊悬浮液的

导热系数。
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图 8 肌醇、NEIN-S 和 NEIN-S-A 的悬浮液的导热系数

3 结论

本研究采用溶胶-凝胶法成功合成了一种以掺杂纳米氧化铝肌醇为核心、二氧化硅为壳

层的纳米胶囊。通过制备不同质量分数的肌醇、NEIN-S 和 NEIN-S-A 的悬浮液并研究其性

能，得到如下结论：

(1) NEIN-S-A 的熔融温度和熔融焓分别为 223.7℃和 196.9 kJ/kg，包封率达到了 75.5%。

此外，多次高低温模拟循环后焓值变化非常小，展现出优异的热稳定性。相比 NEIN-S，虽

然包封率有所下降，但是过冷度却降低了 9℃。这可能是由于掺杂的高吸热能力的纳米氧化

铝颗粒充当肌醇的成核位点，从而降低了过冷。

(2) 相较于肌醇，NEIN-S 和 NEIN-S-A 的热分解温度分别提高了 10 ℃和 40 ℃，原因

在于其外壳和纳米颗粒具有更高的热分解温度，从而提高了胶囊的热稳定性。

(3) 与肌醇悬浮液相比，NEIN-S-A 悬浮液的导热系数明显提高。当其质量分数达到 2.0%
时，NEIN-S-A 悬浮液的导热系数可增加高达 93.4%。这表明纳米氧化铝在作为高导热材料

添加到胶囊核心中，能够显著提高肌醇胶囊的导热性能。
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摘要：压力容器外部冷却（ERVC）是重要的严重事故缓解措施，其通过沸腾两相流动传热冷却压力容

器。本文基于 CFD 方法研究了 ERVC 流道内的沸腾两相流动传热特性和沸腾临界现象。研究结果表明：

空泡份额增大后发生汽相对流换热，换热能力下降，壁温飞升，促进蒸汽的产生而加剧传热恶化，从

而引发沸腾临界；在弯曲流道和浮升力作用下，汽相不断向加热壁面聚集，导致加热面附近的液体速

度大于绝热壁面，而同一倾角下加热面处的压力小于绝热壁面。

关键词：沸腾两相流，IVR-ERVC，临界热流密度，数值模拟

0 前言

压力容器（RPV）是核反应堆中安全屏障的重要组成部分。当核反应堆发生严重事

故导致堆芯熔融时，熔融物可能落入 RPV 下封头内，熔融物衰变余热的释放可能导致下

封头失效，进而引发放射性物质释放等严重后果。压力容器外部冷却（External Reactor
Vessel Cooling，ERVC）实现熔融物堆内滞留（In-Vessel Retention，IVR）被视为先进核

反应堆中重要的严重事故缓解措施，该措施利用下封头外壁面和保温层间的冷却剂流动

沸腾传热带走熔融物衰变热，以减缓严重事故进程。临界热流密度（CHF）值是判断 ERVC
策略有效性的重要参数[1]。

ERVC 冷却流道内的沸腾两相流动和传热传质特性对于 ERVC 的冷却能力会产生明

显影响。计算流体力学方法（CFD）可应用于研究 ERVC 流道内的流动沸腾特性以及预

测冷却能力。Lee[2]、Suh[3]和 Jamet[4]等分别采用不同的 CFD 方法研究了 ULPU-
V 实验回路中的汽液两相流动特性，他们预测的下降管段的液体流速与实验值接近。候
[5]和 Zhang[6]基于 CFD 方法研究了 30°弧形流道内的流动沸腾过程和 CHF，分析了温度、

汽相份额等参数的分布特性，该模拟结果与实验结果吻合良好。Zhang 等[7]采用 CFD 方

法研究了常压低流量条件下的两相流动特性和 CHF，其模拟结果与实验的偏差小于

20%。Colombo 和 Fairweather[8]使用 STAR-CCM+中的欧拉两相模型对 ERVC 自然循环

进行了模拟，计算模型提供了良好的速度场预测。

本文基于 CFD 方法对严重事故条件下 ERVC 冷却流道内的汽液两相沸腾特性以及

沸腾临界过程进行数值模拟研究，分析温度场、速度场、压力场以及相场的分布特性，

研究 CHF 发生时的流动沸腾传热特性，并预测本文研究工况下的临界热流密度值。
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1 数值研究方法

1.1 几何模型

先进反应堆中压力容器下封头多为半球形或椭球形，本文参考相关实验研究，选取

如图 1 所示的等宽向下加热弯曲流道作为计算域，其中下封头的外壁面半径为 2375 mm，

加热面宽 H 为 100 mm，流道宽度 L 为 150 mm。流道进出口均设置有一定长度的延长段，

保证流场得到充分发展，进口边界设置为质量流速入口，出口设置为压力出口，流道两

侧壁面均采用对称边界。流道外壁面模拟反应堆压力容器外部的保温层，设定为绝热壁

面，延长段的壁面均设置为绝热壁面。流道内壁面为加热壁面，本研究将 90°的流道加

热壁面分为 12 个等弧长区域，并在每个区域中分别施加不同的热流密度，以模拟严重事

故发生后下封头内的堆芯熔融物向外壁面传递的热量。加热壁面的归一化热流密度的分

布如图2所示。本研究中冷却剂质量流速、入口过冷度以及系统压力分别为818 kg/(m2·s)、
20 K 以及 0.1 MPa。

图 1 几何模型示意图 图 2 归一化热流密度分布图

1.2 数学模型

1.1.1 两相流模型

本研究中两相流模型采用欧拉两流体模型，该模型将流体分为连续相和离散相，分

别建立和求解每个相的连续性方程、动量方程和能量方程，并采用相间质量、动量和能

量传递模型来封闭方程。

连续性方程：

 i i
i i i ji ijv m m

t





   


（1）

其中：αi、ρi和 vi分别为第 i 相的空泡份额、密度和速度；mji和 mij分别为从 j 相到 i 相

以及从 i 相到 j 相的质量传递。

动量守恒方程：

 i i i
i i i i i i i i lv ji j ij i

v
v v p g F m v m v

t

 
    


         


（2）

其中：▽p 为压力梯度；τi为应力张量；g 为重力加速度；Flv为相间作用力之和。本研究

中考虑了曳力、升力、壁面润滑力以及湍流耗散力，并分别采用 Universal 模型[9]、Morag
a 模型[10]、Hosokawa 模型[11]以及 Simonin 模型[12]求解。
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能量守恒方程：

 i i i i
i i i i i i ij ji j ij i

h p
v h q Q m h m h

t t


 

 
      

 
（3）

其中：hi为焓；qi为热流密度；Qij为相间的能量传递。

Realizable k-ε湍流模型用于求解湍流效应，而壁面函数采用 Scalable Wall Function。
界面面积浓度是预测两相界面的质量、动量以及能量传递的关键参数，其定义为单

位混合物体积内两相之间的界面面积：

 6i p q pqA d  （4）

假设相界面温度为相应压力下的饱和温度，根据温差可得到过冷流体和蒸汽与相界

面间的热量传递 qlt和 qvt，相间能量传递 Qij为二者之和。

 lt sl sat lq h T T  （5）

 , /vt v v p v sat vq C T T t    （6）

其中：hsl 为体积传热系数；Tsat 为饱和温度；αv 为空泡份额，时间刻度 δt 取 0.05；Cp,v

为汽相定压比热容。

在过冷流动沸腾传热过程中，相间质量传递主要包括近加热壁面附近液体的蒸发和

汽泡进入过冷主流区发生冷凝或主流中过冷液相的汽化两个过程。加热壁面单位面积上

的蒸发速率可表示为：

, ( )lv e lv p l sat lm q h C T T  （7）

其中：qe 为壁面蒸发热流密度；hlv 为汽化潜热；Cp,l 为液相定压比热容。界面传质与界

面传热直接相关，假设传递到界面的所有热量都用于质量传递过程，界面传质速率为：

  /lt vt lt vt lvm m m q q h    （8）

1.1.2 壁面沸腾模型

Non-equilibrium 模型将壁面与液体间的热流分为四个部分：液相对流热通量（qC）、

淬火热通量（qQ）、蒸发热通量（qE）、汽相对流热通量（qV）：

     1c q e l l vq q q q f f q        （9）

式中 f (αl)取决于局部液相体积分数：
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（10）

其中：αl和 αl,crit分别表示液相体积分数和液相体积分数临界值。

加热壁面被分为汽泡覆盖的区域（Ab）和液相覆盖的区域（1-Ab）两部分，

Non-equilibrium 模型中 4 个热流分量可分别表示为：
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   1c c w l bq h T T A   （11）
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（12）

e d w v lvq V N h f （13）

 v v w vq h T T  （14）

其中，hc为液相传热系数，Tw为壁温，Tl为近壁面液体温度，kl为导热率，f 为汽泡脱离

频率，λl为扩散率，Vd为基于汽泡直径的汽泡体积，Nw为核化密度，ρv为蒸汽密度，hlv

为蒸发潜热，hv为对流传热系数，Tv为靠近壁面的液相温度。

以上各相热量传递模型需要影响面积、气泡脱离频率、气泡脱离直径、核化密度等

沸腾子模型进行封闭，本文采用的子模型如表 1 所示。

表 1 壁面沸腾子模型

参数 模型

汽泡脱离直径 Tolubinski-kostanchuk
汽泡脱离频率 Cole
汽化核心密度 Kocamustafaogullari-ishii
界面影响系数 Delvalle-kenning

2 数值方法验证

2.1 网格无关性分析

本研究中的流道具有规则的几何结构，可采用结构化网格划分以提升网格质量。本

文分别针对 90 万、140 万和 330 万的网格开展了网格无关性分析。加热至相同热流密度

时，三套网格下的加热壁面温度对比如图 4 所示，不同尺寸网格得到的壁面温度十分接

近。综合考虑计算精度及速度，本研究采用 140 万数量的网格进行数值计算。
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图 3 局部位置网格划分图 图 4 不同数量网格下的加热面温度对比图

2.2 数值方法验证

为了验证数值计算方法的可行性，本文针对韩国先进科学技术研究院（KAIST）开
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展的压力容器下封头外壁面 CHF 实验进行了验证性计算[13]。实验段为二维切片结构

，加热面半径为 2500 mm，加热面宽度为 100 mm，流道宽度为 150 mm，试验段如图 5
所示。该实验通过分段加载不同热流的方式模拟严重事故发生后下封头内部熔融池向下

封头外壁面传递的热流。实验中采用不同厚度的加热块实现热流密度的分区加载和控制，

各段加热面最大可加载热流密度分布如图 5 所示。

图 5 KAIST 试验段结构示意图

1.16 1.18 1.20 1.22 1.24 1.26 1.28 1.30
400

450

500

550

600

650

700

750

800

850

Wall Temperature

Void Fraction

热流密度 (MW/m2)

壁
面

温
度

(K
)

质 量流 速 : 150 kg/(m2·s)
系 统压 力 : 0.1 MPa
入口过冷度: 14 K

1.27MW/m2

0.0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

0.7

0.8

0.9

1.0

空
泡

份
额

图 6 壁温和空泡份额随热流密度的变化图 图 7 流道沿程压力分布

本文在质量流速为 150 kg/(m2·s)、入口过冷度 14 K 的工况下开展验证计算，该工况

下的实验 CHF 为 1.25 MW/m2。计算中以加热壁面温度和近壁面处空泡份额的飞升作为

CHF 发生的判据，如图 6 所示。当热流密度为 1.27 MW/m2时，加热壁面温度和空泡份

额均发生明显的飞升趋势，因此，计算CHF值为 1.27 MW/m2，与实验值的误差仅为 1.6%，

证明了本文采用的数值方法是可行的。实验中测得试验段进出口压力分别为 0.13 MPa
和 0.1MPa，计算中将出口压力设置为 0.1 MPa，计算得出实验段进口压力为 0.13122 MPa，
与试验结果吻合良好，进一步证明了所采用数值方法的可靠性。

3 结果与讨论

3.1 流动沸腾传热特性

严重事故条件下，下封头外壁面临界热流密（CHF）值直接决定着压力容器下封头

外部冷却的冷却能力，而 CHF 值与冷却流道内的传热传质过程密切相关。本研究中采用

Non-equilibrium 壁面沸腾模型研究加热壁面的传热传质过程，该模型将近壁面的传热分
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为液相对流热通量、汽相对流热通量、淬火热通量以及蒸发热通量四部分，其中汽相对

流换热的出现直接影响着沸腾临界现象的发生。蒸汽相在加热壁面聚集，近壁面空泡份

额达到一定程度时，出现汽相对流换热，由于蒸汽的换热能力很小，并且无法继续发生

相变带走热量，使得近壁面流体的换热能力明显降低，最终导致沸腾临界的发生。图 8
为最大热流密度达到 1.84 MW/m2 时的流道近壁面蒸汽和液相换热量的沿程分布情况。

分析可知，该热流密度条件下蒸汽在流道高倾角位置聚集，液相换热明显减弱，高倾角

加热面附近开始发生汽相对流换热。数值研究中可采用汽相对流换热的出现以及加热壁

面温度和近壁面空泡份额的快速升高作为 CHF 触发的判据，根据图 8 和图 9 可知，本文

研究条件下的 CHF 为 1.84 MW/m2。
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图 8 近壁面换热量沿程分布 图 9 壁温和空泡份额随热流密度的变化图

3.2 速度分布特性

本研究中流道沿程速度和出口截面速度分布如图 10 和图 11 所示。近加热壁面的流

体速度明显大于近绝热壁面处的流体速度，并且近加热壁面的速度梯度也大于近绝热壁

面的速度梯度。这种现象是由于流道弯曲结构和浮升力的共同影响，蒸汽主要集中在流

道加热壁面附近，蒸汽相对于液相具有更高的能量和向上的滑移速度，使得近加热壁面

的流体速度大于近绝热壁面的流体速度。此外，流道高倾角位置的流体速度大于低倾角

位置的流体速度，这是由于流道的弯曲作用所致。在低倾角位置，近加热壁面的蒸汽运

动受到壁面的阻碍，而在高倾角位置，汽相运动受壁面的阻碍作用明显减弱，运动更加

自由。随着流道倾角的增大，加热壁面的热流密度不断增大，流道内的蒸汽相含量逐渐

增加，这会进一步导致高倾角流道内的流体速度增大。

3.3 压力分布特性

在下封头外部冷却流道内，受流道弯曲、向下加热和汽相分布特征的综合影响，流

道内的压力分布不均匀，进而影响 ERVC 流道内的流动特性、近加热壁面的沸腾传热传

质过程以及蒸汽分布的变化。本研究的基准工况下，压力沿程分布如图 12 所示。从图中

可以看出，受到流体沿高度方向的位势能增大和摩擦压降的影响，压力整体上沿流动方

向逐渐降低。此外，压力分布并不是沿流道中心对称分布的，而是在同一倾角方向存在

一定压力梯度，这是因为 ERVC 冷却流道为向下弯曲加热，沸腾现象发生在流道上部，

受浮升力的影响，汽相不断聚集在加热壁面处，导致加热壁面处的流速高于绝热壁面，

因此同一倾角方向下的加热壁面处的压力略低于绝热壁面。
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图 10 流道沿程速度分布图 图 11 流道出口截面速度分布图

图 12 流道沿程压力分布图

3.4 温度分布特性

CHF发生的起始时刻流道内的流体温度分布以及加热壁面温度分别如图 13和图 14
所示。由图可知，本研究中的下封头外部冷却为过冷流动沸腾，主流冷却剂仍处于过冷

状态，只有近加热壁面的冷却剂被加热至过热状态。不同加热面的热流密度不同，因此

加热壁面不同区域的壁温存在明显差异，高热流密度的壁面温度明显高于低热流的壁面。

由于 75°~82.5°加热壁面局部位置空泡份额增大，传热恶化，壁面温度出现明显的变化。

图 13 流体温度分布图 图 14 加热壁面温度分布图

3.5 汽相分布特性

本研究中流道上表面为加热面，蒸汽不断在从加热壁面产生，在弯曲流道结构和浮
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升力的作用下，蒸汽相在流动过程中不断向加热壁面聚集，导致了高倾角位置处加热壁

面附近的空泡份额明显高于其他位置。图 15 为 CHF 发生后一定时间后的流道内的相分

布云图，此时加热壁面局部位置的最大空泡份额已经达到了 0.932。由于蒸汽的换热系数

和比热容均显著小于液相，并且蒸汽无法继续通过相变来吸收壁面热量，当近壁面空泡

份额达到一定大小后，将会导致流体冷却能力的明显降低，壁面热量导出受阻，加热壁

面温度不断升高，而流体与壁面的温差增大将促进蒸汽的大量产生，进一步降低冷却能

力，最终导致压力容器下封头发生熔融失效。

图 15 CHF 发生后流道汽相分布图

4 结 论

本文基于 CFD 方法对严重事故条件下 ERVC 冷却流道内的汽液两相沸腾特性以及

沸腾临界过程进行数值模拟研究，主要研究结论如下：

（1）汽相换热的出现与沸腾临界的发生密切相关。在一定热流密度条件下，流道

高倾角位置空泡份额增大，出现汽相换热，冷却能力下降，进而导致壁温迅速升高，促

进蒸汽的产生而加剧传热恶化，最终导致压力容器下封头发生熔融失效。本文研究工况

下的 CHF 为 1.84 MW/m2。

（2）在浮升力和流道弯曲结构的共同作用下，汽相沿流道高度的增大逐渐向加热

壁面聚集，近加热壁面的流体速度明显大于近绝热壁面处的流体速度，同一倾角方向下

近加热面的压力小于近绝热壁面；受高度势能和摩擦压降的影响，压力沿流动方向逐渐

降低。
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摘要：高性能环路热管(LHP)已成为航天器应用中热管理的基础。本文对同一根环路热管中不同内径的

进行更换， 设计实验研究了不同二次芯结构对环形热管传热性能的影响。研究发现，二次芯与引液管

之间有间隙，有利于中心通道气体回到储液器，可以降低启动超调温度，降低较大功率下的工作温度和

系统热阻。优化后的 LHP 在逆重力 55cm 下正常启动运行，在 Q=30W 时工作温度为 322.31K。本文的

研究结果为 LHP 的优化设计提供了指导。

关键词：环路热管；二次芯结构；传热性能

0 前言

环路热管(LHP)是非常高效的被动式换热元件，不需要额外功耗即可将热量以极小

的温差进行远距离传输，具有传输热量大、传热距离远、布局灵活、可靠性高、工作寿

命长的优点，以及很强的抗重力能力。对环路热管的研究有助于解决各类电子设备、航

天器平台大热量排散与高热流密度散热、载荷远距离热量输运与卫星高适应热设计以及

其他大型航天器热管理难题。

环路热管制造及性能优化的大部分重难点在于毛细芯和二次芯。毛细芯必须提供足

够大的毛细力来克服整个环路中的压降来保证整个环路热管系统的正常运行。最初环路

热管的毛细芯是单孔的。常用的毛细芯材质有铜[1, 2]、镍[3, 4]、钛[5, 6]、不锈钢[7, 8]、PTFE[9,

10]、陶瓷[11, 12]等。毛细芯的毛细力和渗透率是决定 LHP 传热性能和毛细极限的两个关键

参数。毛细芯须满足大毛细力和高渗透率两个要求，前者需要小孔径，后者需要大孔径。

一方面较小的毛细孔径可提高毛细力大小，但另一方面，过小的孔径容易产生毛细通道

闭合现象，导致工质的流动阻力陡增，从而降低蒸发器的输出压头。另外，由于毛细芯

中同时存在气液两相，当孔径过小时，液体需要的蒸发空间降低且产生的蒸汽很难及时

排出，最终影响整个 LHP 的正常启动。单孔芯一般是能够提供大毛细力，但渗透率不

够，因此后面制造了双孔芯[13-15]。双孔芯具有由大孔和小孔组成的特殊性，液体通过提

供毛细管力的小孔流向加热壁，蒸汽更容易通过大孔离开毛细芯[16]。双孔芯能够延迟蒸

汽层的发展，但可能造成结构脆性。而多层单/双多孔芯似乎可以解决机械强度问题。一

些实验的论文[17-19]也得到了多层芯性能要比多孔芯和单孔芯更好的结论，蒸发温度更低，

热阻也更小。
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与多层毛细芯类似，在主芯上串联一个二次芯也是不错的选择。二次芯用于储液器

和蒸发器中主芯之间的传质连接，尤其是在航天无重力环境和蒸发器逆重力情况下，二

次芯显得尤为重要。Anderson[20]等人从工业的角度对环路热管制造过程进行总结时，对

二次芯的作用举例如下：在稳态运行下，主芯的温度略高于储液器中的饱和温度，一部

分输入到主芯的热量被“反向传导”到储液器，这部分热量通常被称为“热泄漏”。如果

没有二次芯将等量的工作流体从储液器回到主芯，主芯会变得极度缺液最终导致失败。

某些瞬态条件，如瞬时功率变化或冷凝器温度的变化也会导致液体从主芯蒸发和从冷凝

器回流两者之间的不平衡。在这些瞬间需要二次芯来弥补质量流量，将足够的液体从储

液器回到主芯。针对二次芯的作用，Dussinger[21]等人对 TacSat-4 上的环路热管进行了功

率循环和冷凝器温度的快速变化测试与实验，发现采用了二次芯的环路热管在这两种瞬

态测试中反应良好，没有出现不稳定或失效的迹象。Van[22]等人定性分析了蒸发器与储

液器不同连接方式的影响，包括有无引液管、有无二次芯，得出有引液管要更好，尤其

是对于多蒸发器的热管而言的结论。同时，这篇文章认为通过二次芯将储液器和蒸发器

进行热分离和传质耦合是达到 LHP 最佳性能的最佳方式，二次芯可以将储液器中的液体

抽吸到蒸发器，在微重力及倾斜姿态下尤为重要。

综上所述，蒸发器中二次芯的结构对环路热管瞬态传热性能有较大影响，使用二次

芯时，须具有高渗透性以减小压力损失，同时具有低导热性以减小热量泄漏到储液器，

起到热障的作用。然而，目前还没有实验研究定量地评估二次芯结构在环路热管运行性

能的影响，甚至几乎没有文章专门对二次芯进行专门的控制变量研究。因此，本文设计

实验研究了二次芯结构对环形热管传热性能的影响，对同一根环路热管中二次芯进行更

换、重新焊接与充装。通过比较更换二次芯后 LHP-H 与更换二次芯前 LHP-Q 的性能，

分析不同二次芯结构对环路热管性能的影响。在性能比较中，以工作温度、温差、热阻

及启动特性为性能指标。本文的研究结果为环路热管的优化设计提供了指导。

1 实验装置与方法

1.1 实验装置

实验装置由测试部分(LHP)、电源控制系统、加热元件、冷却水循环和数据采集系统

组成，如图 1 所示。LHP 放置在一个水平平台，通过不同厚度泡沫块的组合来调节环路

热管与水平面之间的角度。图 2 为 LHP 的整体结构，由五个部分组成：蒸发器、储液器、

气线、液线和冷凝器，相应的结构参数如表 1 所示。



图 1 实验装置系统示意图

LHP 采用不锈钢外壳和不锈钢管线，平面尺寸为 584 mm× 373mm，工质充装量为

27.0g，工质为制冷剂 R40。毛细芯使用课题组自主烧结的镍芯，外径为 14 mm、内径为

5mm，长度为 75mm，加工有一个轴向 3mm× 2mm（宽× 深）的蒸汽槽，长度 70mm。

毛细芯孔径 2μm、孔隙率 53%。蒸发器外壳由外协单位加工，内壁具有宽 0.8mm、高

0.8mm 的三角形螺旋槽，螺距 1.2mm，壁厚 0.8，长度 80mm。蒸发器外壳与毛细芯装配

计算过盈配合量 0.04mm（直径）。储液器外壳由外协单位加工，内径 22mm，长度 65mm，

壁厚 1mm。冷凝器采用铝片的平面尺寸为 192 mm× 20mm，厚度为 2.9 mm。在室温下

使用 16 摄氏度水冷对冷凝器进行冷却。液体和蒸汽管线的外径为 3.0 mm，内径为 2.0
mm，长度分别为 412mm 和 984mm。

采用聚酰亚胺薄膜加热片（四个 15mm× 40mm 加热片并联）粘贴在蒸发器外表面

以模拟热负载输入，调节直流电源电压控制加热器的功率。铝制冷板用作系统热沉，由

恒温循环水装置冷却，控温精度为± 0.5 ℃。在全部测试过程中，LHP 的所有部件（冷

凝器除外）均用隔热材料包裹以最大限度减少环境的对流换热影响。用聚酰亚胺胶带将

6 个精度为± 0.15 ℃的铂电阻（SMD 型 PT1000）紧固在 LHP 系统主要特征位置表面，

以监测环路沿线的温度分布。与笔记本电脑相连的 Keithley-2700 数据采集单元以 20 s
的时间间隔采集测试数据。温度测点的位置和分布如图 2 所示。从储液器开始，热电阻

PT1000 标记为 Tcc，Tevap，Tvap，Tcon1-2 和 Tliq。Tcc 测量储液器外壁面温度。Tevap 测量蒸

发器蒸汽出口端口的外壳温度。Tvap测量蒸汽管道的外壁面温度。Tcon1-2测量冷凝器的管

温，Tliq测量液体管道的外壁面温度。由于壳体及管线的壁厚最大不超过 3 mm，且所用

金属导热性非常好，因此所测壁温可近似看作内部工质的温度。



图 2 环路热管整机实物图及测点位置示意图

表 1 环路热管结构参数

部件 尺寸及材料

毛细芯

外径\内径\长度

孔径\孔隙率

蒸汽槽方向\宽\深\长

烧结镍芯

14mm\5mm\75mm
2μm\53%

轴向\3mm\2mm\70mm
蒸发器

内径\长度\厚度

不锈钢外壳

14 mm\80mm\0.8mm
外壳内槽

槽宽\槽高\螺距\长度

三角形螺旋槽

0.8mm\0.8mm\1.2mm\80mm
储液器

内径\长度\厚度

不锈钢外壳

22mm\65mm\1mm
冷凝器

长\宽\厚
气体管线

外径\内径\长度

液体管线

外径\内径\长度

不锈钢管\铝压片

192 mm\20mm\2.9mm
不锈钢管

3mm\2mm\984mm
不锈钢管

3mm\2mm\412mm
1.2 二次芯设计与制造

为了研究二次芯的影响，我们在对 LHP-Q 进行实验测试后，对储液器进行切割，更

换二次芯后重新焊接充装，进行 LHP-H 的实验。LHP-Q 的二次芯采用 2000 目丝网卷制

而成，如图 3 所示，内径 3mm，外径 5 mm，长度 112mm，丝网填满了蒸发器液体干道。

LHP-H 的二次芯采用 2000 目丝网卷制而成，内径大于 3.8mm，比 LHP-Q 流出了 1/3 面

积的液体干道用于工质流动。二次芯的更换在于内径从 3mm 变为了大于 3.8mm，外径

与毛细芯内壁相同 5mm，引液管外径为 3mm，二次芯与引液管之间有间隙有利于中心

通道气体回到储液器。



图 3 LHP-Q 和 LHP-H 二次芯结构示意图

1.3 实验测试系统及误差分析

工作温度 Tevap、热管热阻 RLHP和系统热阻 Rsys用于评估 LHP 的传热性能。一般而

言，环路热管的工作温度可以定义为蒸汽槽道温度、蒸发器温度和储液器温度。考虑到

在散热应用中，设计要求通常涉及最大允许温度，使用蒸发器温度作为工作温度更具意

义。热管热阻 RLHP用式(1)计算, 系统热阻 Rsys用式(3)计算:

ܴு =
ܶ௩ − ܶ

ܳ
(1)

ܶ = min ( ܶଵ, ܶଶ) (2)

ܴு =
ܶ௩ − ௪ܶ ௧

ܳ
(3)

ܳ = ܫܷ (4)
式中，Tcon是冷凝器靠近入口温度 Tcon1和冷凝器靠近出口温度 Tcon2中最低温度，用

式（2）计算。Twater 为水冷设定温度，Tevap 为蒸发器温度，Q 是在蒸发器上施加的热负

荷，通过式(4)电流ܫ和电压ܷ的关系式计算出。

∆ܳ

ܳ
= ඨ(

ߜܷ ′

ܷ
)ଶ + (

′ܫߜ

ܫ
)ଶ

(5)

∆ܴ௦௬௦

ܴ௦௬௦
= ඨ(

∆ ܶ௩

( ܶ௩ − ܶ) 
)ଶ + (

∆ ܶ

( ܶ௩ − ܶ) 
)ଶ + (

∆ܳ

ܳ
)ଶ (6)

加热功率和热阻属于间接测量参数，其不确定度可以表示为式(5)和式(6)，主要来源

于温度、电流和电压等直接测量参数。其中，电流表和电压表的精度等级ߜ= 0.5%。当热

负荷为 60W 时，电压表的读数为 U=29.9 V，电压表的量程为 U'=36 V。电流表的读数

为 I=2 A，电流表的量程为 I'=10 A。式(5)中߂Tevap 和߂Tcon 参考铂电阻 PT1000 的精度。

(Tevap −Tcon)݉ ݅݊ 是实验期间蒸发器和冷凝器之间的最小温差。计算加热功率和系统热阻的

不确定度分别为 2.57%和 8.16%。



表 2 实验误差

变量 误差

 ±0.1℃
Q ±2.57%

RLHP ±8.16%

2 结果与讨论

2.1 变工率下环路热管的运行

2.1.1 水平姿态

LHP 的瞬态启动过程始终是运行中最复杂的现象之一，伴随着工质汽/液运动和

两相的重新分布，涉及了流体蒸发、沸腾、对流和冷凝等多种传热问题。未对 LHP 进

行其他预处理，将 LHP-Q 和 LHP-H 置于水平地面保持水平姿态，随后打开冷却水循环

装置，等待所有位置点温度稳定后开始加热启动。图 4、图 5 给出了热沉为 16 ℃、输

入功率为 10W-20W-30W-40W-50 W-60W-50W-40W-30W-20W 工况的启动与变化过程。

在施加热负荷后，蒸发器、气体管线和冷凝器进口的测温点迅速响应，热流沿蒸汽管线

向冷凝器快速移动。同时，液体管线上的测温点温度降低表明过冷的液相工质向储液器

流动。当各点温度分布的波动可以忽略趋于稳定时即 LHP 建立了新的平衡状态实现了

在此功率水平下稳定的运行模式。设计的 LHP 能够在 10 W 较低的加热功率下启动，

没有温度过冲现象，显示出了非常平稳的启动特性。

随着启动完成，判定当 LHP 系统的工作温度在连续十分钟内波动小于 0.2K 时，

系统达到稳定运行状态。随后进行加热功率升高与降低的测试以验证其可靠性和对热负

载变化的瞬态响应,在较高功率延长了稳定运行时间以避免温度震荡等异常现象突然发

生，图 4、图 5 记录了 LHP 的所有部件特征位置在不同加热功率下随时间变化的连续

温度曲线。实验结果表明该 LHP 在加热器从 10 W、20W 等直到 60W 的功率切换时能

够快速响应并建立稳定的温度工作状态，具有良好的传热性能。从 60W、50W 下降到

20W 功率时，有一个突出的特点是液线会先快速降低后升高，再在比降低功率前更低

温度处稳定。随着功率的降低，先降低后升高的这一过程时间会更久，二次芯与引液管

之间是否有间隙与此过程无关。液线温度曲线的反弹原因可能是当热负荷突然减小时，

蒸发器的蒸发量变少，冷凝器的冷凝量短暂大过了蒸发器的蒸发量，后又逐渐调整最终

两者持平。液线的热容小且为单相显热，对热量减少带来的温度变化更敏感。更小功率

下液线的温度曲线回弹更慢，可能是因为小功率下 LHP 中工质流速更小，10W 的功率

变化量对于更小的总功率占比更大，因此需要更久的调整时间使得冷凝器的冷凝量与蒸

发器的蒸发量相匹配。



图 4 水平姿态 LHP-Q 变加热功率运行温度分布

图 5 水平姿态 LHP-H 变加热功率运行温度分布

2.1.2 顺重力姿态

同样未对 LHP 进行其他预处理，将 LHP-Q 和 LHP-H 置于顺重力姿态，冷凝器高

度比蒸发器高度高 21cm，随后打开冷却水循环装置，等待所有位置点温度稳定后开始

加热启动。图 6、图 7 给出了热沉为 16 ℃、输入功率为 5W-10W-20W-30W-40W 工况

的启动与变化过程。在施加热负荷后，蒸发器、气体管线和冷凝器进口的测温点迅速响

应，与水平 10W 启动不同的是，顺重力 5W 启动出现了温度超调现象，蒸发器温度先

快速升高，后又迅速下降。如果初始状态下的液体工质是在液线和冷凝器中，则克服从

冷凝器到蒸发器的压力损失需要较高的压力和较长的时间。同时，蒸汽需要积累来驱动

工作流体的流动，内部蒸汽在热负荷下由于高压而不易排出，导致蒸汽槽道或毛细芯形

成气泡，最终降低了 LHP 在启动过程中的性能。当蒸发器内压力在蒸发器内积累到一

定值时，会带动过冷工质流入储液器，导致温度下降。然后，由于工作流体的循环和蒸

汽槽道或毛细芯中的无气泡，LHP 达到相对稳定的运行。最后，LHP 呈现超调启动形



式，如图 6、图 7 所示。LHP-Q 和 LHP-H 的工作温度和启动时间的变化趋势相似，

LHP-H 二次芯与引液管之间有间隙，这有利于中心通道气体回到储液器，因此其具有

更低的超调温度，但并没有导致更小的热泄漏，也没有更低的工作温度。

图 6 顺重力姿态 LHP-Q 变加热功率运行温度分布

图 7 顺重力姿态 LHP-H 变加热功率运行温度分布

2.1.3 逆重力姿态

同样未对 LHP 进行其他预处理，将 LHP-Q 和 LHP-H 置于逆重力姿态，蒸发器高

度比冷凝器高度高 55cm，随后打开冷却水循环装置，等待所有位置点温度稳定后开始

加热启动。图 8、图 9 给出了热沉为 16 ℃、输入功率为 30W 工况的启动与稳定过程。

在施加热负荷后，蒸发器、气体管线和冷凝器进口的测温点迅速响应，热流沿蒸汽管线

向冷凝器快速移动。同时，液体管线上的测温点温度降低表明过冷的液相工质向储液器

流动。当各点温度分布的波动趋于稳定时，即 LHP 建立了新的平衡状态实现了在此功

率水平下稳定的运行模式。设计的 LHP 能够在 30 W 加热功率下逆重力启动，没有温

度过冲现象，显示出了平稳的启动特性。LHP-Q 和 LHP-H 的工作温度和启动时间的变



化趋势相似，LHP-H 具有更大内径的二次芯，这有利于中心通道气体回到储液器，因

此其具有更低的工作温度和更小的热泄漏。

图 8 逆重力姿态 LHP-Q 30W 加热运行温度分布

图 9 逆重力姿态 LHP-H 30W 加热运行温度分布

2.2 水平姿态下的稳态性能

系统热阻表示了蒸发器吸收热量并通过冷凝器散热的能力，能够用来表征 LHP 内

传热过程的强度。传热过程越强即传热性能越好，热阻越小。图 10、图 11、图 12 统计

了 LHP 在不同功率下的工作温度、温差（蒸储温差代表蒸发器向储液器的漏热）和系统

热阻。根据系统总热导的变化规律（热导为热阻的倒数），LHP 稳定运行过程一般存在

可变热导和固定热导两种工作模式[23]。低功率下，冷凝器仅部分用于蒸汽冷凝，LHP 工

作在可变热导区。随着热负荷增大，冷凝器逐渐被激活，两相区长度增加，冷凝器内液

相工质被压向储液器内，系统总热导逐渐增加，热阻减小，冷凝器被最大化利用，冷凝

器和储液器之间的液相工质不再重新分配。此时，LHP 工作温度由冷凝器内的相变温度

决定，随热负荷呈线性增加，系统热阻几乎保持为恒定值，热管工作在固定热导区。一



般来说，设计人员希望 LHP 工作在固定热导模式，以减小系统运行热阻，表现出最佳性

能。

在所测试的实验结果中，最大传热量为 60 W，此时 LHP-Q 的工作温度为 332.00K，

LHP-H 的工作温度为 328.59 K，根据公式（1）计算得到热阻分别为和 0.43K/W 和 0.42
K/W。结合图 4 和图 5，在 50~60 W 的加热功率切换过程中，系统仍平稳运行，各点温

度没有明显的发散趋势。因此，可以认为本文的 LHP 传热极限大于最高的实验值。LHP
的性能表现是毛细芯的材料结构、工质选用、充液率、以及宏观尺寸设计等多因素耦合

的结果。本实验采用的多孔镍芯具有较高的导热系数，提高了固液有效导热系数，改善

了相变传热。如图 10 所示，LHP-Q 的蒸发器、储液器和冷凝器温度均略大于 LHP-H，

水冷温度不变，冷凝器与水冷板之间的接触热阻导致了系统热阻的略微下降。如图 11 所

示，在热管热阻和系统热阻比较中，更换二次芯对热管热阻的影响可以忽略，在较大功

率下 LHP-H 的系统热阻比 LHP-Q 有略微的下降。在二次芯的设计与优化中，除了内径

发生了些许改变，毛细芯的材料结构、工质选用、充液率、以及宏观尺寸设计等这些主

要因素没有变动，因此，水平姿态下二次芯与引液管之间从无间隙变成有间隙对热管热

阻影响不大，更多的是影响瞬态与启动性能，实验结果是符合预期的。

图 10 水平姿态 LHP-Q 和 LHP-H 的稳态温度对比



图 11 水平姿态 LHP-Q 和 LHP-H 的稳态热阻对比

3 结 论

本文对同一根环路热管中二次芯进行更换、重新焊接与充装，设计实验研究了二次

芯结构对环形热管传热性能的影响，分析不同二次芯结构对环路热管性能的影响。结论

如下：

(1)优化后的二次芯可以降低启动超调温度，降低较大功率下的工作温度，增加传热

极限，降低较大功率下的系统热阻。

(2)二次芯的气液两相分离良好，特别是蒸汽需要大的蒸汽通道和大的孔隙来减少阻

力，而液体供应需要小的孔隙来产生大的毛细力。因此，二次芯可以使 LHP 在逆重力姿

态下正常启动运行，其热流密度可达到 1.25 W/cm2在 Q=30W 时工作温度为 322.31K。

(3)二次芯的 LHP 解决了导热与保温两者矛盾的问题，毛细主芯的良好导热性，而

且保证了二次芯的良好隔热性，从而减少了蒸发器向储液器的热量泄漏，这是 LHP 具有

优异热性能的原因之一。
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摘要：目前适用于太阳能和工业余热储热的中温相变材料种类较少，糖醇类材料具有较高焓值，是目

前的研究热点之一。本研究制备了甘露醇（165oC）与 NaCl 的共晶体系，当 NaCl 质量分数在 7%-8%

时形成共晶体系，该体系相变温度为 140oC 左右，焓值达 247.94 J/g，过冷度小于 0.5oC。制备了木质

素/石墨烯气凝胶，通过气凝胶吸附解决了泄露和导热差的问题，LGP-3 导热系数提高至 0.835

W/(m·K)，有望用于太阳能和工业余热的回收、储存和转化。

关键词：D-甘露醇；共晶；气凝胶；储热性能



0 前言

为应对气候变化和严峻的能源消费形势，通过中温相变材料储蓄太阳能和工业余热

将成为有效的解决手段[1]。同时，目前存在中温相变材料的可选温度范围较窄，可选种

类较少的问题。在中温（100-200oC）范围内，如图 1 所示，可选的相变材料主要是糖醇

类和二元酸类，但由于二元酸类具有腐蚀性和循环稳定性较差的缺点，糖醇成为中温相

变领域内的研究热点[1-8]。甘露醇作为糖醇中的标志性材料，如表 1 所示，具有合适的相

变温度（165oC）、较高的焓值（288 J/g）、较为低廉的价格，是理想的主材，但甘露醇也

存在着过冷、易泄露、导热性能差等问题。为了解决上述问题，学者们提出基于共晶原

理降低相变温度，采用微胶囊封装、多孔介质吸附等方法解决泄露和导热差的问题，通

过添加成核剂等方法改善过冷度。

表 1 D-甘露醇热物性

样品 熔化温度

（oC）
熔融焓

（J/g）
凝固温度

（oC）
凝固焓

（J/g）
固态比热容

（J/(kg·K)）
固态热导率

（W/(m·K)）
甘露醇 165.20 287.78 112.51 230.56 1350 0.619

Zeng 等[9]采用 DSC 对赤藓糖醇/D-甘露醇二元体系进行了研究，并得到了相图。结

果表明，赤藓糖醇的摩尔比例为 0.87 时为共晶点，共晶混合物的熔融焓为 322.8 J/g，峰

值熔化温度为 114.4oC。使用膨胀石墨对共晶混合物进行吸附，当其负载率为 10.0 wt%
时，共晶混合物的热导率提高了 408%。Paul 等[10]采用 DSC 和 XRD 分析方法，研究了

半乳糖醇和甘露醇混合物的热物性。在半乳糖醇和甘露糖醇的摩尔比为 30:70 时形成共

基金项目：5G 基站“声子导热-相变液冷”协同热管理系统构建的基础理论和关键技术 (U20A20299)



晶混合物，熔点为 153oC，熔融焓为 292 J/g。并通过加入少量（0.5 wt%）的成核剂，如

石墨粉或碘化银，结晶温度和结晶焓也提高了 34%。Nomura 等[11]利用 DSC 对单组分和

多组分糖醇的热物理性质进行了表征。肌醇/甘露醇熔点为 160oC，熔融焓为 241 J/g。半

乳糖醇/甘露醇熔点为 155oC，熔融焓为 290 J/g。肌醇/甘露醇/半乳糖醇熔点为 150oC，熔

融焓为 222 J/g。
为了解决泄露和导热差的问题，Bai 等[12]采用溶液共混方法，将 D-甘露醇（DM）

和 MXene 纳米片冷冻干燥，制备了 MXene/DM 气凝胶复合相变材料。含 20 wt% MXene
的 MXene/DM 具有较高的相变焓（202.7 J/g），相变温度为 153.3oC，在 170oC 下仍具有

良好的形状稳定性，无泄漏。Liu 等[13]利用西瓜皮制备了生物质碳气凝胶（BDCA），用

于吸附 D-甘露醇。所得 LGP 的相变焓高达 280 J/g，当 BDCA 含量大于 9 wt%时，其热

能释放效率可达 95%以上。Lin 等[14]报道了一种由径向冰模板组装制造的结构化 D-甘露

醇/石墨烯相变复合材料和渗透策略，其中径向排列的石墨烯纳米片由石墨化聚酰亚胺桥

接，为快速充放热提供了多向和交错的热通路。在与太阳能聚光器和热电装置集成后，

太阳能−热−电转换率接近 2.4%，被证明可以在日常的阳光下为手机充电。

图 1 中温相变材料总结

为了拓宽中温相变材料应用范围，本研究选用 D-甘露醇作为相变主材，基于共晶原

理，通过熔融共混法制备了 NaCl-D-甘露醇共晶相变材料（PCM），通过 DSC 测试筛选，

确定 7 wt%NaCl-DM 为最佳配比，焓值为 247.94 J/g，熔融温度为 139.99oC，过冷度小

于 0.5oC。为了解决 PCM 易泄露、导热差的问题，制备木质素/石墨烯气凝胶并吸附

NaCl-D-甘露醇共晶材料，吸附后的 LGP 不发生泄露，LGP-3 导热系数提高至 0.835
W/(m· K)，有望用于太阳热能和工业余热的回收、储存和转化。

1 实验部分

1.1 材料

材料：D-甘露醇（DM），纯度＞96%，广西南宁化学制药有限责任公司；氯化钠



（NaCl），纯度＞99%，上海展云化工有限公司；氧化石墨烯（GO）,1 wt%，昂星新型

碳材料常州有限公司；碱性木质素（Lignin），纯度＞99%，梯希爱（上海）化学工业发

展有限公司。

1.2 气凝胶制备

制备 GO 的比例分别为 15%、17.5%、20%的三种气凝胶，分别命名为 LG-1、LG-2、
LG-3.制备流程如图 2 所示，进行称取一定重量的 Lignin 溶解于烧杯中，通过磁力搅拌

使 Lignin 在溶液中分散均匀，设定转速 200 r/min 搅拌 8 h 后，加入对应质量的 GO 溶液，

并使用细胞破碎仪进行超声分散。基于冰晶模板法原理，冷冻装置由液氮容器和在其中

均匀分布的冷却铜柱组成，将装有分散溶液的容器放入冷冻装置内定向冷冻，使冰晶尽

可能从底面向上生长。将冷冻后的Lignin/GO 气凝胶在-60oC、10 Pa条件下冷冻干燥 48 h，
成功制备了 Lignin/GO 气凝胶（LLG）。随后，将 LLG 气凝胶置于管式炉中，在氩气气

氛下以 5 oC/min 的变温速率升温至 900oC，并保持 2 h，成功制备了木质素/石墨烯气凝

胶（LG）。

1.3 共晶相变材料/气凝胶复合相变材料制备

采用熔融共混法制备 NaCl-DM 共晶相变材料，分别称取一定重量的 NaCl 和 DM 于

250 ml 玻璃瓶中，将玻璃瓶放置于集热式恒温磁力搅拌器中油浴熔化，保证油浴液面高

于固态样品高度，温度设置为 200oC，待材料完全熔化后，降低油浴温度至 190oC，磁力

搅拌器转速设定为 200 r/min。磁力搅拌 3 h 后，玻璃瓶底部不再有 NaCl 颗粒，此时

NaCl-DM 复合相变材料已制备成功。为了筛选 NaCl 与 DM 的最佳共晶比例，设计了

NaCl 含量为 5%、7%、7.5%、8%、10%五种质量分数的样品进行对比。

采用真空浸渍法制备 LGP 样品。将 LG 放入熔融的 NaCl-DM 复合相变材料（PCM）

中，置于烘箱内真空吸附 4 h，再将吸附后的复合相变材料放于滤纸上，在 190oC 环境中

去除多余的复合相变材料，成功合成了甘露醇基定形复合相变材料。



图 2 复合相变材料制备流程

1.4 表征方法

傅里叶红外光谱仪（FTIR，Nicolet iS5 spectrometer，美国）用于检测化学结构，通

过对样品与 KBr 研磨压片的方法进行测试，扫描频率范围为 4000-400 cm-1；X 射线衍射

仪（XRD，Rigaku instrument，日本）用于检测化学结构，CuKα 发射源(λ=0.15406 nm)，

采用 10 °/min 速度，扫描范围为 3 °-80 °；扫描电子显微镜（SEM，FEI，美国）用于观

察样品微观形貌；热重分析仪（TGA，Netzsch TG209，德国）用于分析热稳定性，在氮

气氛围下进行测试，升温速率为 10 oC/min，温度范围为 35~800oC；差示扫描量热仪（DSC，
DSC3，美国）用于检测热性能，在氮气流量为 50 ml/min 条件下，在 60-190oC 温度范围

内以 10 oC/min 的变温速率进行，文中提到的相变温度均为开始（onset）温度。循环实

验采用恒温槽（勒普拓 CC-2008SH，中国）对样品进行高低温循环，温度范围为 60-180oC。
步冷测试采用恒温槽（勒普拓 CC-2008SH，中国）作为冷源，使用热电偶监测中心温度

并记录。

2 结果与讨论

2.1 NaCl-DM 共晶材料最佳配比的确定



图 3 不同配比的 NaCl-DM 共晶材料 DSC 曲线

为了确定 NaCl-DM 共晶材料最佳配比，采用 DSC 分别对 5%、7%、7.5%、8%、10%
五种质量分数的样品检测，由图 3 可看到只有 7%、7.5%、8%三种浓度形成共晶，7%
（139.99oC）和 8%（140.46oC）的熔融温度相近，7.5%（137.05oC）略低于其余样品。

7%焓值为 247.94 J/g，高于 7.5%和 8%的焓值，因此选用 NaCl 比例为 7%的样品进行后

续深入研究。

2.2 LG 气凝胶的微观结构

图 4 LG 的电镜图：(a)LG-1 水平面；(b)LG-2 水平面；(c)LG-3 水平面；(d)LGP-1 垂直面；(e)LG-2 垂

直面；(f)LG-3 垂直面

由图 4（a）-（f）可看到，所有 LG 气凝胶都具有清晰的三维传导结构和薄壁，有

利于电流和热流的传输。所有 LG 气凝胶都在垂直面上呈现出定向的多孔结构，随着 GO
含量的上升，LG 气凝胶收缩程度减少，孔道大小更均匀。这是由于氧化石墨烯在气凝

胶中起支撑材料作用，可以减少木质素在热退火过程中的收缩，提高结构强度，保护孔



道完整性，有利于孔道通过毛细作用力、表面张力等物理作用吸收 PCM，从而避免 PCM
的泄漏。

2.3 PCM 和 LGP 的储放热性能

图 5 不同 NaCl-DM 配比的步冷曲线

过冷度是影响放热性能的重要因素，因此本研究对 7%和 8%NaCl 的 PCM 进行步冷

测试，如图 5 所示，7%NaCl 的放热温度为 138.96oC，过冷度小于 0.2oC；8%NaCl 的放

热温度为 132.94oC，过冷度小于 0.5oC，克服了糖醇过冷度大的固有缺点，放热性能好。

图 6 PCM 与不同配比 LGP 的 DSC 曲线

通过 DSC 评估不同配比的 LGP 储热性能，如图 6 所示，不同配比的 LGP 的峰型基

本没有变化，熔点略低于 PCM。随着 LG 中 GO 占比增大，焓值逐渐增大，这是由于氧

化石墨烯在气凝胶中起到桥接和支撑作用，使孔道更加完整，因此能吸附更多的 PCM，



这在 SEM 图中同样可以观测到。

2.4 PCM 和 LGP 的晶体结构分析

图 7 PCM 原料、PCM 和 LGP 的 XRD 曲线

如图 7 所示，将 PCM 原料、PCM 和 LGP 的 XRD 数据归一化处理后，与 DM 标准

卡片PDF22-1794和NaCl标准卡片PDF05-0628对比可知，NaCl-DM共晶PCM在31.69 °、
45.45 °、56.47 °、66.23 °和 75.30 °处的特征峰分别对应于 NaCl 的（200）、（220）、（222）、
（400）和（420）晶面。在 9.68 °、20.39 °、32.10 °和 44.39 °处的特征峰分别对应 DM
的（020）、（110）、（-151）和（032）晶面。PCM 与 LGP 相比，无新生成的峰，说明气

凝胶是通过毛细作用力、表面张力等物理作用吸附 PCM，两者间无化学反应。

2.5 PCM 和 LGP 的热稳定性分析

图 8 LGP-3 循环曲线



由图 8 可知，与循环 1 次相比，循环 100 次后的熔融峰的位置与峰型均无明显变化。

从表 2 可知，循环 100 次后，LGP-3 的熔融焓为 227.71 J/g，比循环前降低了 0.3%，熔

化温度为 138.36oC，与循环前 LGP-3 的熔化温度（138.29oC）基本一致。结果表明，在

循环过程中 LGP-3 可以保持相对稳定的相变温度，100 次循环后仍保持良好的热性能，

具有良好的热可靠性。

表 2 循环前后的样品的相变温度及焓值

样品 熔化温度（oC） 熔融焓（J/g） 凝固温度（oC） 凝固焓（J/g）
循环 1 次 138.29 227.71 100.37 179.48

循环 100 次 138.36 226.98 101.60 178.52

图 9 PCM 原料及 LGP-3 热重曲线

由图 9 可知，PCM 和 LGP 表现出的热稳定性基本一致，均在 250oC 左右开始分解，

在 250-370oC 发生热失重过程，对应 DM 的分解。DM、PCM 和 LGP-3 在 800oC 残炭率

分别为 1.3%、7.9 和 8.23，PCM 和 LGP 的失重率接近 DM 的理论含量。因此，LGP 在

低于 250oC 下的温度范围内具有良好的热稳定性。

2.6 PCM 和 LGP 的导热系数分析



图 10 DM、PCM 和 LGP 的导热系数图

由图 10 可知，DM 添加了 NaCl 后，导热系数由原有的 0.619 W/(m·K)提高至 0.701
W/(m·K)，说明使用无机盐作为共晶组分能有效提高导热性能。气凝胶吸附后的 LGP-3
与 PCM 相比，导热系数从 0.701 W/(m·K)提高至 0.835 W/(m·K)，这是由于气凝胶在 LGP
内构建了导热通路，有利于声子的传输。

3 结 论

本文采用 D-甘露醇作为相变主材，NaCl 作为共晶组分，得到了一种热性能优异的

共晶相变材料。其中，7%NaCl-DM 为最佳配比，焓值为 247.94 J/g，熔融温度为 139.99oC，
过冷度小于 0.5oC。采用生物质气凝胶（LG）吸附解决了 PCM 易泄露问题，LGP-3 导热

系数提高至 0.835 W/(m·K)。验证了 LGP 的热稳定性，经过 100 次循环后，焓值损失仅

为 0.3%，材料在 250oC 下不发生分解，热稳定性较好，有望用于太阳热能和工业余热的

回收、储存和转化。
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电场作用池沸腾临界热流密度预测关联式

余苹，李庆，常怀正，刘斌*

（中南大学能源科学与工程学院，长沙 410083）

(Tel:18392128426, Email: liubin2021@csu.edu.cn)

摘要：本实验研究了电场作用下 HFE-7100 和 ES-500 中池沸腾临界热流密度（CHF）的规律。实验结果表

明，CHF 与电场强度呈近似线性关系，而电极安装高度（3 mm ~ 7 mm）对 CHF 的影响不显著。可视化结

果表明，电场强度达到一定值时，临近 CHF 表面上气泡动力学行为并不能观察到明显汽膜厚度，并且，

已有电场作用下池沸腾 CHF 关联式均无法准确预测实验结果。通过对已有的预测关联式进行改进，建立

了新的电场作用下池沸腾 CHF 的预测关联式。

关键词：沸腾传热，电场，临界热流密度，预测关联式，可视化

0 前言

随着各类热工设备和电子技术的高速发展和设备功耗的增加，如何实现设备高效散热

受到了极大的关注。沸腾传热作为换热系数很高的一种传热方式，被广泛地应用于解决散

热问题。其中，核态沸腾的上限由临界热流密度（CHF）控制。当设备的热流密度超过

CHF 值时，设备温度将会急剧上升，导致设备烧毁。因此，在利用沸腾进行散热时，我们

需要严格监控热流密度是否达到了 CHF。
同时，提高 CHF 可以使沸腾系统运行更可靠。其强化技术主要分被动和主动强化技术。

被动强化技术是通过改变沸腾工质的性质（如制备纳米流体[1]和添加表面活性剂[2]）、对表

面加以修饰（如纳米颗粒[3]、微翅片[3,4]）或改变表面特性（如润湿性[5]、表面粗糙度[6]）

来提高沸腾性能。主动强化技术是采用外力来改善沸腾性能，如外加电场[7]、磁场[8]、声

场[9]等。

电场由于低能耗、运行稳定及便于调控的特点而被广泛应用。Gao等人[7]利用高速摄像

机记录单个 R113汽泡在有无外加电场、不同热流密度的情况下，成核及生长情况。通过对

比发现，电场增强了单个 R113 汽泡的核沸腾传热。Chang 等人[10]结合电场和复合微结构协

同增强沸腾性能，研究发现电场使复合材料微结构表面的 CHF 提高 50%～100%。

Berghmans[11]发现在重力影响可以忽略不计情况下，池沸腾过程中的 CHF 与加热器和

液体之间的电场强度（ΔV/d）、介电常数及蒸汽密度的平方根呈线性关系。Johnson[12]对沸

腾传热的流体力学理论进行了重建，认为电场下作用下的CHF与无电场的CHF比值为没有

电场和存在电场时增长最快的波长的比值。并提出，该比值是电场强度和沸腾介质物性参

数的函数。尽管他们当时用于比较的实验数据与预测关联式一致性较好，但用于验证的实

验数据较少。并且对于 CHF 预测关联式的研究不够多。

因此，本文探究了 HFE-7100 和 ES-500 在不同电极高度、电场作用下 CHF 的规律，并

通过可视化分析气泡动力学行为及沸腾曲线分析了相关 CHF 预测关联式的局限性，建立了

CHF 与电场强度和工质物性参数的预测关联式。

1 实验方法

基金项目：国家自然科学基金项目（No. 52206128），长沙市自然科学基金项目（No. kq2202097）和湖南

省自然科学基金项目（No. 2022JJ40603）。



1.1 实验系统

实验系统主要由沸腾池、测试表面、电极、聚四氟乙烯支撑台、辅助加热棒、集气袋、

冷凝管、高速摄像机、LED 光源、数据采集器、计算机、直流电源和高压电源组成，如图

1 所示。

图 1 实验原理系统图：① 数据采集系统 ② 集气袋 ③ 高压电源 ④ 计算机 ⑤ 直流电源 ⑥ 高速摄影仪 ⑦

LED 光源 ⑧ 接触器 ⑨ 温度控制器 ⑩ 冷凝管⑪垫块⑫工质⑬高压电极⑭汽泡⑮测试表面⑯聚四

氟乙烯支撑台⑰辅助加热棒⑱沸腾池

沸腾池容积为 1.7 L，选择的实验工质为 HFE-7100和 ES-500。HFE-7100在常压下的饱

和温度为 61℃，过冷度为 1 K 时介电常数 εR = 6，ES-500 在常压下的饱和温度为 48℃，过

冷度为 1 K 时介电常数为 εR = 1.67。HFE-7100 的高介电性能和 ES-500 的低介电常数使得本

研究适用工质范围广。同时，它们对环境友好，使用安全。使用辅助加热棒和冷凝器对工

质进行加热和冷却，使其维持在一定的温度范围内。集气袋与测试台连接以达到测试台内

压力恒定的目的。直流电源用于加热测试表面，T型热电偶用于测量工质温度（Tf）和壁面

温度（Tw）。测试段由测试表面、电极、聚四氟乙烯支撑台和高压电源组成。测试表面为

光滑硅片，尺寸为 10 mm × 10 mm × 0.5 mm，电阻率为 1~3 Ω·cm。正极是由四根直径为 1
mm 的平行不锈钢棒焊接而成，电极高度通过垫块分别控制为 3 mm，5 mm，7 mm。如图 2
所示，不同电极高度对应的垫块中，孔的中心与测试表面的距离即为电极高度。高压电源

（输出电压可设置在 0 ~ 30 kV 之间）与电极相连，负极与支撑台相连，且接地。数据采集

系统由 NI-9212 数据采集装置和高速相机组成，其中 NI 数据采集装置用于采集工质温度和

壁面温度信号，高速摄像机用于记录气泡动力学行为。

图 2 支撑台、垫块与电极间的装配关系示意图，H：电极高度

1.2 实验步骤与数据获取



通过高压电源施加的高压直流电，使正极与表面之间形成近似均匀的电场。分别在有/
无电场（EFON/EFOFF）情况下进行沸腾实验，研究了 1个大气压下工质 HFE-7100和 ES-500
在过冷度 ΔTsub = 1 K 情况下的沸腾换热性能。

实验开始前，将 HFE-7100/ES-500 注入测试台，对工质进行加热，将工质温度升至设

定的温度。接着开启直流电源，逐步调节输入功率并记录数据。在对流阶段，热流密度步

长为 1 W/cm2，起沸后热流密度的步长提高到 3～4 W/cm2。接近 CHF 时，将热流密度的步

长降低到 0.5 W/cm2，以获得准确的 CHF 值。输入功率 P 可以由直流电源直接读出。测试

表面的面积（A）为 1 cm2，热流密度和 HTC 分别由 q = P/A 和 h = q/ΔTave计算，其中 ΔTave

是指测试表面平均温度与液体温度之间的差值（ΔTave = Tave-Tf），其中 Tave通过对硅片背面

中心温度 Tw进行仿真反演获得。热流密度的测量误差（Δq/q）通过式(1)计算[13,14]：

2 2 2
q U I A

q U I A

        
       

     
(1)

其中硅片面积制造公差 ΔA/A = ±0.71%，直流电源输出功率误差小于 0.02%。电压和电流的

误差 ΔU/U和 ΔI/I分别为 0.14%和 1.41%，将数据代入式（1），可以计算出热流密度 Δq/q的
不确定度为 1.2%，读数误差控制在±0.1 K，热电偶误差小于±0.3 K，由此可知 Tw和 Tf的最

大不确定度为±0.4 K。传热系数（Δh/h）的不确定度可由式(2)计算:
2 22
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经计算，在核态沸腾区 CHF 下的 HTC 测量不确定度小于 3.1%。

2 实验结果及分析

2.1 测试表面沸腾曲线分析

图 3 对比了光滑表面在过冷度为 1 K 情况下，无电场和不同电场强度下的换热性能。

可以观察到，电场作用下，表面的换热性能相对于无电场均有显著提高。电场强度越高，

电场作用下 CHF 越高。从图 3 可以看出，光滑表面在工质为 HFE-7100、过冷度为 1 K、电

场强度为 1.0×106 V/m、电极高度为 3 mm、5 mm、7 mm 时，电场作用下 CHF 相较于无电

场分别提高92.7%、104.3%、76.1%；相同过冷度、电场强度和电极高度下，工质为ES-500
时，光滑表面在电场作用下 CHF 则分别提高 6.7%、2.6%、8.6%。工质为 ES-500 时和相同

电场强度作用下，不同电极高度下的 CHF 十分接近，这说明对于 ES-500 这种相对介电常

数较小的工质，电极高度对电场作用下 CHF 的影响不大。但是，以 HFE-7100 为工质时，

电场作用下表面的 CHF 随电极高度的提高整体成略有小幅度上升的趋势，这说明随着相对

介电常数的增大，电场对不同电极安装高度下沸腾换热性能之间的差异得到了放大。

在工质为 HFE-7100、过冷度为 1 K、电极高度为 3 mm 时，光滑表面在电场强度为

0.5×106 V/m、1.0×106 V/m 和 2.0×106 V/m 作用下 CHF 相较于无电场分别可提高 31.7%、

92.7%和 196.2%；相同过冷度和电极高度下，工质为 ES-500 时，光滑表面在电场强度为

0.5×106 V/m、1.0×106 V/m和 2.0×106 V/m 作用下的 CHF则分别可提高 3.4%、6.7%和 16.7%。

通过对比，两种工质电场作用下 CHF 提高程度存在显著的不同。造成这一差异的主要原因

是这两种工质的介电常数不同，而电场施加给电介质流体的力与介电常数梯度有关。高介

电常数的工质，电场的影响更为显著。在本研究中，HFE-7100介电常数比ES-500高得多。

因此，HFE-7100 在电场作用下对沸腾的增强效果比 ES-500 强。

图 4 对比了不同电场强度、工质、电极高度下 CHF 的值。从图中可以看出，同一种工

质在电场强度增加的情况下，CHF 的值也会随之增加。这是由于，在本研究中电场施加给

电介质流体的力主要是介电泳力，它由电场强度和介电常数梯度所决定。同时，通过对比



也可以观察到，对于介电常数高的工质 HFE-7100，其 CHF 的值比工质为 ES-500 的值要高。

但是，电极高度的改变对同一工质的 CHF 的值影响不显著。工质 ES-500 在同一电场强度

下，3 mm、5 mm、7 mm 这三种电极高度下的 CHF 值基本相同。而工质 HFE-7100 在同一

电场强度下，不同电极高度下 CHF 存在小幅度的差别。总的来说，HFE-7100 和 ES-500 在

不同的电极高度下，CHF 与电场强度呈近似线性相关的关系。
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图 3 工质在不同电场强度下表面的沸腾曲线和换热系数曲线
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图 4 不同工况下 CHF 对比图

2.2 气泡动力学分析

Berghmans[11]提出在重力效应可以忽略的情况下，预计池沸腾过程中的最大热流密度

qmax 与加热器和液体之间的电场强度（ΔV/d）以及汽相介电常数 εv 和密度 ρv 的平方根成线

性变化，如式(3)所示：
1
2

max v
1 ( )( )
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q h
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 (3)

其中，hfg 表示单位质量蒸发热，d 表示池沸腾过程中最大热流密度时加热器上汽膜的厚度。

图 5 比较了不同工质在电极高度 H = 3 mm、施加电场时高热流密度下表面的汽泡动力



学行为。从图中我们可以发现，在没有电场时，表面上产生的汽泡会迅速合并成蘑菇状大

汽泡，且表面上可以观察到汽膜[11]。施加电场后，一方面，表面产生的汽泡被电场力纵向

拉伸，减小了横向合并，蘑菇状大汽泡的大小明显减小。另一方面，从图 5（a）中可以看

出，当电场强度为 1×106 V/m，HFE-7100 作为沸腾工质时，表面并不能观察到明显的汽膜。

从图 5（b）中可以看出，当电场强度为 4×106 V/m，ES-500 作为沸腾工质时，表面上还是

具有一定的汽膜厚度。因此，电场对于不同介电常数的工质在沸腾时的强化效果是不同的。

图 5 工质在同一电极高度、高热流密度下的气泡动力学行为

图 6 同一工质在高热流密度下的气泡动力学行为

图 6比较了 HFE-7100在不同电极高度、高热流密度下表面的汽泡行为。在同一电场强

度下，电极高度低的对表面汽泡的破碎效果好。这是由于电极高度低，介电常数梯度大，

电场力大，对小汽泡抑制纵向合并的效果更好。并且，从图 6 可以看到，电极高度 H = 3
mm，E = 1×106 V/m 和电极高度 H = 7 mm，E = 0.5×106 V/m 时表面没有明显的汽膜。

因此，Berghmans 提出的池沸腾过程中的 CHF 与加热器和液体之间的电场（ΔV/d）的

预测关联式还是具有一定的局限性。当电场强度达到一定值时（对于不同介电常数的工质，

该值不同），由于电场力的存在，表面上产生的汽泡被纵向拉伸，汽膜厚度不能被测出，进

而 CHF 并不能被计算得出。

2.3 预测关联式的拟合

Johnson[12]提出了电场下作用下的 CHF 和无电场的 CHF 比值（q(E)/q(0)）与电场强度



和沸腾介质物性参数的预测关联式，如式(4)、(5)所示。
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其中，ρl表示液相的密度，εl液相的介电常数，g表示重力常数，σ表示表面张力，E表示电

场强度。该预测关联式能够较为方便地预测 CHF，但在验证时采用的数据点较少。
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图 7 实验结果与预测曲线对比图
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为了进一步验证该关联式的可靠性，在 HFE-7100 和 ES-500 的基础上，添加 R123[15,16]

和 FC-72[17,18]两种工质。由图 7、8可以看出，介电常数低的工质 ES-500（εR = 1.67）和 FC-
72（εR = 1.75）与预测曲线拟合较好，实验值与预测值误差较小，介电常数高的工质 R123
（εR = 4.5）和 HFE-7100（εR = 6）拟合不理想，实验值与预测值误差较大，误差最大可达

到 50%左右。Johnson[12]指出计算两个电极之间的电场强度 E 时可以认为只存在液相，即 El

= Ev = E。由图 7 可以看出，用均匀电场强度 E 计算有无电场作用下的最大热流密度比值并

不适用于所有液体。因此，El、Ev、E并不是恒等的。故我们考虑对式(5)中的E进行修正。

由图 4 可以看出，CHF 除了受汽液相的介电常数 εv、εl 的影响，还与电极高度 H 有关。考

虑到这两个因素，对 CHF 实验值进行拟合，修正结果如式(6)所示：
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其中，Lc表示毛细长度，Lc≡[σ/g (ρl ρv)]0.5。图 9 为实验值与修正后的预测值对比图，可以

看出在低电场强度下实验点与关联式的值是十分接近的，高电场强度下少数实验点与关联

式的值还是存在误差，但总体误差在 25%以内。
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图 9 实验值与修正后预测值对比图

3 结 论

通过实验比较了光滑表面在 HFE-7100 和 ES-500 两种工质、不同电极高度及不同电场

强度下的临界沸腾状态。本文对某一电场作用下 CHF 预测关联式进行改进，获得电场作用

下沸腾临界热流密度的一般关联式，主要结论如下：

1）CHF随着电场强度的提升呈现近似线性提升的趋势，且提升幅度随工质介电常数增

大而增大。

2）在电场作用下，电场强度加到一定值时，临近 CHF 的表面气泡动力学行为并不能

观察到汽膜。因此，通过汽膜厚度计算电场作用下CHF和无电场作用下CHF的比值是具有

局限性的。

3）有/无电场作用的 CHF 比值与工质的物性参数和电场强度相关，通过式(4)和式(6)可
以对电场作用下的 CHF 进行预测，有效避免膜态沸腾。
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摘要：采用三维数值模拟研究了 FC-72 附壁液滴在纯蒸气环境下的稳态蒸发过程，得到了液滴蒸发诱

导热对流演化规律并揭示了其随液滴高度变化的转变机理。结果表明，随液滴高度降低，法向温度梯

度主导作用增强，诱导气液界面依次出现静态胞状结构和动态 B-M 流胞，依据热对流结构特征可将液

滴蒸发过程划分为 5 个阶段；静态胞状结构和动态 B-M 流胞的形成使气液界面平均温度升高，从而强

化蒸发散热，液滴蒸发散热量在进入 S2 阶段前达到最低值。

关键词：附壁液滴；蒸发；纯蒸气；热对流；数值模拟

0 前言

附壁液滴蒸发是一种常见的自然现象，其中涉及到复杂的流动、传热和传质等多物

理过程。由于该过程具有良好的换热特性和复杂的流动特性，因此广泛存在于海水淡化
[1]、电子设备热管理[2]、暖通空调系统[3]、医学诊断[4]等实际应用中。在附壁液滴蒸发过

程中存在 Marangoni 对流[5]、浮力对流[6]等多种流动，不同流动的相互作用效果会影响

附壁液滴的蒸发特性。Lu 等[7]通过实验和数值模拟研究了浮力对流和 Marangoni 对流对

过热基底上水滴蒸发的影响，结果表明，上述两种对流均能提高液滴蒸发速率，且

Marangoni 对流对蒸发速率的提高作用更加显著。附壁液滴蒸发过程的具体特性受液滴

形貌、基底性质、气相环境、工质性质等诸多因素影响。Ye 等[8]通过实验对比了乙醇液

滴在紫铜基底和铝基底上的蒸发过程，结果表明，在相同条件下，由于紫铜的导热系数

高于铝，因此紫铜基底上液滴表面波数始终高于铝基底上的结果。

已有的关于附壁液滴蒸发的研究大多在大气环境下进行，而考虑到蒸发过程在航天

飞行器电子设备冷却等实际过程中的应用，有必要对纯蒸气环境下附壁液滴的蒸发过程

进行研究。相比于传统液相工质，氟化液 FC-72 作为一种新型工质具有绝缘、沸点低、

热稳定性和化学稳定性良好等优点，能较好的适用于电子设备的两相冷却过程。因此，

本文通过引入动力学模型，采用数值模拟方法研究了 FC-72 液滴在纯蒸气环境中的稳态

蒸发过程，得到了液滴蒸发诱导热对流结构的演化规律并揭示了其随液滴高度的转变机

理，探究了液滴蒸发过程及其诱导热对流之间的耦合关系。

1 物理数学模型

如图 1 所示，FC-72 附壁液滴置于同种工质的纯蒸气环境中，气相压力和温度分别

为 Pv和 Tv，液滴半径为 Rd，液滴高度为 H，过热基底温度均匀且恒为 Tw。在纯蒸气环

境中，气相流动较弱，流动所产生的剪切力对气液界面流动影响较小；此外，蒸气导热

资助项目: 国家自然科学基金项目(51876012)；国家自然科学基金资助项目(11532015)；重庆市自然科

学基金资助项目(cstc2020jcyj-msxmX0302)



系数较小，在气相中的传热可以忽略不计，基于以上两点，不考虑外部蒸气对液滴蒸发

过程的影响。

图 1 FC-72 附壁液滴在纯蒸气环境下稳态蒸发物理模型

液滴蒸发过程中内部流动和传热过程控制方程如下：

0  u (1)

2

0

( ) p

t




 
     



u
u u u (2)

( T)T
T a

t


    


u (3)

其中，ρ0 为液相工质密度，ν 为液相运动粘度，a 为热扩散率。

气-液界面蒸发质量通量 J 和蒸发散热量 Q 可通过式(4)所示的 Hertz-Knudsen-
Schrage(HKS)方程[9]和式(5)进行计算，其中，蒸发适应系数 α 参考 Batzdorf 等[10]的实验

取 0.008。气液界面处的饱和压力 Ps(Tl)可通过式(6)计算得到。
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FC-72 工质表面张力与温度满足式(7)[11]所示关系：

0 0( )T T T     (7)

其中，σ 为表面张力，σT为表面张力的温度系数，T0 为参考温度，σ0 为参考温度下的表

面张力。表 1 给出了 FC-72 工质的主要物性参数。

表 1 FC-72 液体在 298.15K 时的物性参数[12]

Tab.1 Physical property parameters of FC-72 liquid at 298.15K

物性参数 符号 单位 值

密度 ρ Kg/m3 1680
导热系数 λ W/(m·K) 0.057
动力粘度 μ Pa·s 6.38×10-4

定压比热容 Cp J/(kg·K) 1100



热扩散率 a m2/s 3.08×10-8

表面张力温度系数 σT N/(m·K) -9×10-5

相变潜热 HL J/kg 8.8×104

普朗特数 Pr / 12

2 网格无关性验证与正确性验证

2.1 网格无关性验证

选用自由四面体网格对附壁液滴物理模型进行网格划分，对气液界面附近的网格进

行了加密处理。采用 COMSOL Multiphysics 5.6 仿真软件进行模拟，通过有限元方法对

控制方程和边界条件进行离散求解，初始时间步长为 1×10-6s，绝对容差为 1×10-5。

当接触半径 Rd=0.5mm、基底过热度 ΔT=5K 时，分别采用多组网格对 H=0.25mm 和

H=0.17mm 液滴的蒸发过程进行模拟。当 H=0.25mm 时，气液界面温度呈稳态分布，分

别采用四组网格进行模拟，从图 2 可以看出，随网格数增加，温度分布基本相同，速度

分布逐渐趋于一致；进一步统计了气液界面的平均温度和蒸发散热量，如表 2 所示，随

网格数增加，二者的变化幅度逐渐减小并趋于某一定值，综合考虑计算精度和计算成本，

选取网格数为 343395 的模型开展后续计算。当 H=0.17mm 时，采用 5 组网格进行模拟，

图 3 的结果表明，随网格数增加，温度沿周向振荡的波数 n 略有增加，在第 3-5 组网格

下，波数保持不变。进一步计算了气液界面的平均温度和蒸发散热量，结果如表 3 所示，

综合考虑计算精度和计算成本，选取网格数为 299317 的模型开展后续计算。

图 2 ΔT=5K，Rd=0.5mm，H= 0.25mm 时，液滴气液界面沿 x 方向的温度和速度分布

表 2 ΔT=5K，Rd=0.5mm，H=0.25mm 时，液滴蒸发网格无关性验证结果

网格编号 网格数 气液界面平均温度(K) 蒸发散热量(mW) 最大偏差(%)

1 151166 298.8164 6.8745 6.1
2 223633 298.8097 6.7006 3.4
3 343395 298.7961 6.4793 —
4 465934 298.7882 6.3756 1.6



图 3 H=0.17mm，Rd=0.5mm，ΔT=5K 时，五组网格下液滴气液界面温度分布

表 3 ΔT=5K，Rd=0.5mm，H=0.17mm 时，液滴蒸发网格无关性验证结果

网格编号 网格数 波数 n 气液界面平均温度

(K)
蒸发散热量

(mW)
最大偏差

(%)
1 119887 16 298.9483 7.7211 4.4
2 170961 18 298.9397 7.5510 2.1
3 234919 20 298.9352 7.5140 1.6
4 299317 20 298.9337 7.3957 —
5 349461 20 298.9329 7.2996 1.3

2.2 正确性验证

为了验证计算方法的准确性，参照 Ye 等[8]的实验工况，对乙醇液滴在纯蒸气环境下

的蒸发过程进行了模拟，其中，基底温度 Tw=298.15K、气相压比 η=0.6，液滴接触半径

Rd=2.5mm、高度 H=1.2mm，参考 Graham 等[13]的实验取蒸发适应系数 α 为 0.02，实验

和模拟结果分别如图 4(a)和图 4(b)所示。通过对比实验与模拟结果可以看出，气液界面

均存在周期性的动态 B-M 流胞，B-M 流胞从液滴气液界面中部产生，沿任意方向向接

触线移动并最终消失，即模拟与实验结果吻合较好，说明所采用的计算方法是合理的。

图 4 Tw=298.15K，η=0.6，Rd=2.5mm，H=1.2mm 时，液滴表面温度分布：(a)实验结果；(b) 模拟结果

3 结果分析

3.1 附壁液滴蒸发诱导热对流演化过程

参考Herbert等[14]和Gholijani等[15]的实验选取液滴接触半径Rd=0.5mm。依据Herbert
等[14]和 Raj 等[16]的研究可知，在纯蒸气氛围下，置于过热基底上的 FC-72 液滴存在较大

的接触角。当 H=0.23mm 和 0.19mm 时，如图 5(a)所示气液界面温度呈稳态分布；当 H

降至 0.17mm 及以下时，温度分布呈现出明显的时空振荡特征，图 5(b)展示了温度分布

的动态变化过程，流胞出现时刻定为 t0；在 t0+0.18s 时，流胞向接触线移动并 “挤压”虚
线 2 中的静态胞状结构；在 t0+0.24s 时，动态流胞 1 占据虚线 2 中静态流胞的位置并通

过分裂形成了新的静态流胞；进一步蒸发，在界面中部产生新的动态流胞并按一定周期



重复上述过程，而流胞的移动方向是随机的。随着 H 逐渐降低，波数递增，动态流胞数

量增多，当 H 降至 0.05mm 时，在接触线附近存在较明显的环状区域，该区域存在较大

温度梯度；气液界面大部分区域被动态流胞占据，流胞向界面中部聚拢，越靠近中心，

流胞尺寸越大，气液界面中部的流胞轮廓近似呈多边形。

(a)

(b)
图 5 (a) ΔT=5K 时，不同高度 H 下液滴气液界面温度分布；(b) 气液界面温度分布动态变化

由图 6（b）可知当 H=0.23mm 时，在液滴内部形成了由 Marangoni 对流产生的对称

双涡胞流动。当 H=0.19mm 时，在接触线附近形成了静态胞状结构，从图 7 中可以看出，

此时在接触线附近出现了温度极值点。当 H=0.17mm 时，在液滴中部形成了“瓶颈状”高
温区域，沿界面的流动方向在图中虚线位置发生反转，在液滴内部形成了四个涡胞，从

图 6（b）右边的流线图可知，此时液滴顶部流体向三相线方向流动，所以动态流胞会向

三相线处移动。当 H=0.05mm 时，界面布满动态 B-M 流胞，在内部形成了多个“瓶颈状”
高温区域，对应在子午面形成了更多涡胞。当液层厚度较小时可近似为平液层，液滴中

心 B-M 流胞的轮廓近似呈多边形，这与以往在平液层中观察到的 B-M 流胞[17]一致。此

外，Mizev 等[18]的研究表明，平液层中 B-M 流胞的高度和宽度成固定比例，因此越靠近

接触线，流胞尺寸越小，紧邻接触线的液层厚度不足以形成 B-M 流胞，因此形成了较明

显的环状区域。依据热对流结构随液滴高度的演化特征，将液滴蒸发过程分为以下五个

阶段：S1，无温度波动；S2，沿周向分布的静态胞状结构；S3，静态胞状结构与单个动

态 B-M 流胞共存；S4，过渡阶段，即静态胞状结构与多个动态 B-M 流胞共存；S5，动

态 B-M 流胞。



(a)

(b)

图 6 (a) 不同高度 H 下液滴气液界面温度分布(上)和流动结构(下)；(b) 不同高度 H 下沿液滴内部子午

面温度分布(左)和流动结构(右)

图 7 不同高度 H 下 y=0 处气液界面沿 x 方向温度分布

3.2 附壁液滴蒸发诱导热对流演化机制

进一步分析了静态胞状结构和周期性动态 B-M 流胞的形成机理。图 8(a)给出了静

态胞状结构的形成过程，液滴从初始时刻被加热；蒸发至 0.08s 时，在接触线附近形成

了不稳定的轮辐状流动结构，这是在沿气液界面的热毛细流动与蒸发冷却效应的共同作

用下形成的；在 0.16s 时，部分轮辐状流动结构发生变形，在 0.18s 时形成了胞状结构；

在 0.32s 时，胞状结构增多并引起了界面沿周向的温度波动。Semenov 等[19]通过三维数

值模拟研究了乙醇液滴的蒸发过程，如图 8(b)所示。在气液界面热毛细对流和内部补偿

流的共同作用下，在接触线附近形成了胞状流动结构，并进一步证明了该结构实际是由

B-M 不稳定性所引起的。通过对比可以看出，图 8(a)中静态胞状结构的形成过程与

Semenov 等的研究结果基本一致，因此认为该流动结构是由 B-M 不稳定性所引起的。



(a)

(b)

图 8 接触线附近胞状结构形成过程：(a) 从 t=0 时刻开始的气液界面温度分布(上)和流动结构(下)变

化；(b) 在 Semenov 等[19]研究中的液滴内部温度分布与流动快照

图 9(a)给出了动态 B-M 流胞形成过程中液滴气液界面和内部子午面的温度分布变

化情况，定义 k 为气液界面局部位置处沿法向温度梯度与切向温度梯度的比值：
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如图 9(b)和 9(c)给出了 B-M 流胞形成过程中气液界面温度和 k 值沿 x 方向的分布情况。

可以看出，在 t0 时，k 值在 x=0 处最大，表明法向温度梯度在此处的相对作用最强，诱

导底部热流体向上流动。在 t0+0.18s 时，内部开始形成“瓶颈状”高温区域，与 t0 时刻相

比，x=0 处的温度升高，k 值明显下降，但仍高于沿 x 方向的其他区域。在 t0+0.26s 时，

在界面中部形成了 B-M 流胞，x=0 处 k 值降低，法向温度梯度作用减弱；此时，在 B-M
流胞和静态胞状结构之间形成了环状低温区域，x1处为温度极小值点，对应为 k 的极大

值点。在 t0+0.34s 时，B-M 流胞尺寸增加，低温区域减小，极值点移至 x2 处。在 B-M 流

胞形成过程中，接触线附近始终保持高温，k 值较小且基本不受 B-M 流胞影响。由以上

分析可知，法向温度梯度诱导底部热流体向上流动并形成 B-M 流胞，当 B-M 流胞移至

接触线附近后，顶端温度降低，法向温度梯度再次占据主导作用，诱导产生新的 B-M 流

胞。

(a)



(b) (c)

图 9 ΔT=5K，H=0.17mm 时，动态 B-M 流胞形成过程：(a) 气液界面(上)和液滴内部沿子午面(下)温

度分布变化；(b) 气液界面沿 x 方向温度分布；(c) 气液界面沿 x 方向 k 值变化

分别采用式(9)和式(10)计算液滴法向温度梯度 TGn与切向温度梯度 TGt，采用式(11)
计算二者的比值 b。其中，Tw 为基底加热温度，Tap 为液滴顶端温度，计算切向温度梯度

时取 R1=0.6Rd，R2=0.8Rd，T1、T2分别为气液界面 R1和 R2处沿周向的平均温度。
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图 10 为 TGn 和 TGt 及 b 随液滴高度的变化情况，可以看出, TGt 始终保持较低水平且远

小于 TGn，随液滴高度降低，TGt变化较小，TGn 明显增加。当 H=0.25mm 时，TGn和 TGt

分别为 20.6K/mm 和 2.9K/mm，b 为 7.1，气液界面无温度波动；当 H 降至 0.05mm 时，

TGn 增至 77.3K/mm，TGt 始终维持在 2.5-3.1K/mm 范围内，b 值从 7.1 逐渐增至 30.7，
表明法向温度梯度的相对作用不断增强，并诱导形成了静态胞状结构和动态 B-M 流胞。

图 10 法向温度梯度 TGn 和切向温度梯度 TGt 及二者比值 b 随液滴高度 H 的变化

3.3 附壁液滴气液界面蒸发散热分析

图 11(a)和 11(b)分别给出了气液界面蒸发散热量随时间和液滴高度的变化。在 S1 阶

段，温度分布保持稳定，蒸发散热量 Φ 保持不变，图 11(b)中的界面平均温度 Tave 和平

均蒸发散热量 Φave 取稳态值，液滴高度从 0.24mm 降至 0.22mm，Tave 变化较小，受蒸发

面积减小的影响，Φave 减小。在 S2 阶段，温度分布保持稳定，由于静态胞状结构的存



在，Tave 相比于 S1 阶段有所升高，蒸发增强并且能够抵消蒸发面积减小带来的影响，因

此 Φave高于 S1 阶段。在 S3 阶段，由于动态 B-M 流胞的存在，Φ 随时间呈周期性变化，

Tave 升高，蒸发被强化。在 S4 阶段，当 H=0.13mm 时，Φ 随时间的振荡增强，Tave 和 Φave

进一步增加。在 S5 阶段，气液界面完全被动态 B-M 流胞占据，蒸发进一步增强。根据

上述分析，Φave仅在 S1 阶段随液滴高度降低而减小，而在进入 S2 阶段后，随液滴高度

降低，依次出现静态胞状结构和动态 B-M 流胞，Tave 升高，Φave 增加，蒸发被强化。

(a) (b)

图 11 (a)蒸发散热量 Φ 随时间变化；(b)气液界面平均温度 Tave 和平均蒸发散热量 Φave 随液滴高度变化

4 结论

文章采用三维数值模拟研究了 FC-72 附壁液滴在纯蒸气环境下的稳态蒸发过程，分

析了液滴蒸发诱导热对流的演化过程，探究了热对流结构随液滴高度发生转变的内在机

制，明确了热对流演化过程与气液界面蒸发散热之间的耦合关系，主要结论如下：

（1）随液滴高度降低，依次形成了多种热对流结构，依据不同热对流结构的动态变

化特征，将液滴蒸发过程分为 5 个阶段：S1，无温度波动；S2，沿接触线分布的静态胞

状结构；S3，静态胞状结构与单个动态 B-M 流胞共存；S4，过渡阶段，静态胞状结构与

多个动态 B-M 流胞共存；S5，动态 B-M 流胞。

（2）热对流随液滴高度的转变主要取决于液滴法向与切向温度梯度的相对作用。

静态胞状结构和动态 B-M 流胞均由法向温度梯度主导产生，随液滴高度降低，法向温

度梯度相对作用增强，诱导产生了静态胞状结构和动态 B-M 流胞。

（3）在 S3 阶段，液滴蒸发散热量随动态 B-M 流胞呈周期性变化。静态胞状结构

和动态 B-M 流胞能通过提高气液界面平均温度强化蒸发散热，因此液滴蒸发散热量在

进入 S2 阶段前达到最低值。
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摘要：为了了解水在低压纯蒸汽环境下的蒸发特性，采用实验方法测量了圆筒形液池内水蒸发时气液

两相温度分布，分析了不同深度下液层内热对流型式以及温度不连续变化规律。结果表明，液层内流

动型式与侧壁加热温度有关，当液层深度超过 20 mm 后，壁温较低时液层深处不存在对流，且液层深

度的变化会改变液层内对流强度；蒸发速率随液层深度的增加先增大、后减小。基于实验结果，拟合

得到了温度不连续与气相侧热通量间的关系式。

关键词：低压蒸发；圆筒形液池；热对流；蒸发速率；温度不连续

0 前言

蒸发过程是自然界常见的一种相变过程，由于其在微电子、相变传热、生物技术和

其他工程领域的应用，引起了广泛的关注[1-3]。此外，随着电子芯片工艺的不断进步，散

热成为其发展的一个重要制约因素[4]。相变换热作为一种高效散热方式成为了电子设备

散热的极佳选择，尤其是低压真空条件下的快速蒸发散热技术。

蒸发过程中所导致的自由表面温度不均会引起表面张力分布不均，产生表面张力梯

度，从而驱动流体形成热毛细对流。Song 和 Nobes[5]使用粒子图像测速法（PIV）测量了

矩形液池内液层中的流动，发现蒸发界面附近液层内存在两个蒸发诱导产生的热毛细对

流流胞，且液层内流动强度随着气相压力的降低而增强。Guo 等[6,7]对低压纯蒸汽环境中

内外侧壁加热的环形液池内水和乙醇的蒸发过程进行了一系列实验与数值模拟，结果发

现，液层内存在明显的热毛细对流及浮力对流。

当气液界面发生蒸发时，界面温度不连续是蒸发时的典型非平衡现象之一，正是这

种气液界面温度不连续使得蒸发过程变得更加复杂。早在上世纪 60 年代，就有学者在理

论研究中发现，在蒸发过程中气液界面存在温度不连续性[8,9]。而后，许多学者采用微型

热电偶通过直接测量的方式证实了气液界面温度不连续的存在。Shankar 和 Deshpande[10]

使用线径为 300 µm 的热电偶测量了蒸发界面附近的温度分布，实验工质包括水、水银

和氟利昂 113 等，结果发现气液界面存在明显温度不连续。Bond 和 Struchtrup[11]采用理

论方法推测出凸液面温度不连续值大于凹液面，由于凸液面受到气相侧的加热作用影响

更大，气相侧热通量大于凹液面，这说明气相侧热通量对界面温度不连续值有较大的影

响。为了研究气相侧热通量对气液界面温度不连续性的影响，Badam 等[12]采用气相加热

方式研究了低压纯蒸汽环境中矩形液池内液层蒸发过程，实验测得了高达 27.83 ℃的温
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度不连续值，远高于采用其他加热方式的实验结果。Guo 等[6,7]的实验结果也表明，气液

界面温度不连续大小与气相侧热通量之间近似呈线性关系。

由于蒸发过程的复杂性，许多学者对蒸发界面现象进行了大量的研究。然而，到目

前为止，由于蒸发界面的非平衡效应和液相中复杂的热对流，关于蒸发相变的机制还不

完全清楚，需要进一步研究。

1 实验系统

实验系统如图 1 所示。圆筒形液池（图 2（左））安装在不锈钢密封腔体底部，其内

径为 80 mm，深度为 40 mm。圆筒形液池侧壁和底部分别采用热导率为 399 W/(m·K)的
紫铜和热导率为 0.31 W/(m·K)的聚甲醛（POM）材料，厚度为 20 mm。由于侧壁加热面

热导率远高于底面，可以认为底部为绝热壁面。另外，为了获得圆筒形液池不同径向位

置处的温度分布，在靠近液池侧壁的径向方向上选取了 3 个温度测点，分别距离圆柱液

池内壁面 2.5 mm、5 mm 和 10 mm。

在真空三维位移平台（Thermionics Northwest, EMC-B450C-T275TM-1.87-4/MM）的

支架上固定安装有线径为 50 µm 的 T 型热电偶（图 2（右）），用于测量不同径向测点蒸

发界面附近气液两相温度分布。密封腔体内的压力通过安装在腔体顶部的真空压力传感

器（INFICON，CDG025D）测量。实验过程中，旋片式真空泵（Edward, E2M1.5）需要

一直处于工作状态，以不断排除腔体和注射泵内的气体杂质并维持腔体内部处于实验预

设压力状态。此外，需要调整并保持恒温水浴的载冷剂温度以保证加热壁面的温度恒定。

实验过程中不对液池进行补液，液层深度以及气液界面位置均会随着实验的进行缓慢下

降。圆筒形液池中工质的平均蒸发速率由安装在侧壁上的激光位移传感器测量，该传感

器可以实时追踪蒸发界面随时间的高度变化，从而按下式计算平均蒸发速率：
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其中， avej 为平均蒸发速率，单位为 g/(m2·s)， l 为液体工质密度， h 为经过 t 时间间

隔后液面高度的变化。此外，为了表征不同工况下气相压力的相对大小，以水的饱和蒸

汽压为基准，引入压比 β[13]，其定义为气相压力与侧壁加热温度所对应的饱和蒸汽压力

之比，即
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在整个温度测量过程中，真空位移平台控制下的微型热电偶从垂直气液界面以上

8~10 mm 位置处开始测量气相温度并沿轴向向气液界面移动，当微型热电偶靠近蒸发界

面时，将微型热电偶移动步长减小至 25 μm，以精准测量气液界面附近两相温度并确定

蒸发界面位置。接着缓慢穿过气液界面并测量液相侧温度，直到到达界面以下距底面 2
mm 左右处结束温度测量，从而得到该径向位置处温度的轴向分布，并以此确定该测点

的界面温度不连续性值。



图 1 实验系统示意图

图 2 圆筒形液池（左）和测温微型热电偶实物（右）

2 结果与分析

2.1 蒸发及其诱导热对流特性

2.1.1 浅液池

液层深度为 10 mm 时不同工况下蒸发界面附近气液两相温度的径向分布如图 3 所

示。其中，z=0+和 z=0-分别对应于气液界面气相侧和液相侧的温度，而 z=-3 mm 和-6 mm
则分别代表液面以下 3 mm 和 6 mm 处的温度。在气液界面气相侧，由于侧壁的加热作

用，靠近壁面的测点温度高于其他测点。

在液相侧，由于蒸发冷却效应，各测点处液相温度均低于侧壁加热温度。由图 3 可

知，采用侧壁加热方式，径向方向存在温度梯度，压比较小时，径向温度变化较大，且

液层内整体温度均相对较低。除此之外，可以发现气液界面液相侧存在较大的径向温度

梯度（图 3 中红色线），从而导致表面上的不均匀表面张力分布。在表面张力梯度作用下，

界面附近会产生由侧壁向中心冷区的热毛细对流。大部分蒸发所需的能量由此传递到气

液界面，以补偿蒸发所需的气化潜热。随着压比的减小，表面蒸发强度提高，导致径向

温度梯度增大，液层内热毛细对流增强，更多的能量由此从壁面传递到蒸发界面，液层



内温度的径向变化也随之增大。
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图 3 不同轴向位置处气液两相温度的径向分布

气液界面附近两相温度的轴向分布随压比的变化如图 4 所示，可以发现，不同侧壁

加热温度下气相温度分布虽然变化不同，但在靠近蒸发界面处，其变化规律基本一致，

即在气液界面附近气相侧温度变化较大，但在远离气液界面的区域，温度梯度逐渐减小，

这意味着蒸发过程中气液界面附近气相侧的能量传递受到蒸汽流动的影响。在所有工况

下，气液界面均存在明显的温度不连续现象，即气液界面位置处气相侧与液相侧存在明

显的温度差。在液相侧，靠近气液界面处，由于蒸发冷却效应，温度均低于侧壁加热温

度。蒸发界面附近的液层内存在热毛细对流，这使得液面以下温度变化较大。当压比较

大时，液相侧流体温度变化幅度相对较小。随着压比的减小，蒸发冷却效应诱导产生的

热毛细对流随之增强，气液界面附近液相侧的温度变化增大。



−4 −2 0 2 4

−10

−8

−6

−4

−2

0
2
4
6
8

10
12

b=0.64
b=0.76
b=0.92

z，
m

m

T，℃

液相

气相
温度不连续

2 4 6 8 10

−10

−8

−6

−4

−2

0
2
4
6
8

10
12

b=0.64
b=0.76
b=0.84

z，
m

m

T，℃

液相

气相

(a) Tw=5 ℃，r=35 mm (b) Tw=10 ℃，r=35 mm

−2 0 2 4 6

−10

−8

−6

−4

−2

0
2
4
6
8

10
12

r=30 mm
r=35 mm
r=37.5 mm

z，
m

m

T，℃

液相

气相

6 8 10 12 14 16

−10

−8

−6

−4

−2

0
2
4
6
8

10
12

r=30 mm
r=35 mm
r=37.5 mm

z，
m

m

T，℃

液相

气相

(c) β=0.84，Tw=5 ℃                        (d) β=0.64，Tw=15 ℃ 

图 4 典型的气液界面附近两相温度的轴向分布

众所周知，水是一种密度极值流体，其密度极值点对应的温度约为 4 ℃。当侧壁加

热温度为 Tw=5 ℃时，液相中温度基本均低于密度极值温度，水的密度会随着温度的升

高而增大。由于蒸发冷却效应，靠近侧壁的热流体在热毛细对流的诱导下沿壁面向上流

动，流动过程中将侧壁加热面的热量带到蒸发界面以补偿蒸发所需的汽化潜热，由于蒸

发吸热作用，靠近蒸发界面温度快速降低。在已有的圆筒形液池内的实验与模拟研究[5,14]

中，都是从圆筒形液池底部加热，在液层内同时存在浮力与热毛细对流，但热毛细对流

相对较弱。当采用侧壁加热时，对环形液池内的蒸发实验与模拟[6,15]研究发现，热毛细

对流在能量传递过程中至关重要，并且热毛细对流流动也强于浮力对流。如图 4 所示，

在从液面向下方向，气液界面附近液层存在热毛细对流，这导致工质温度快速升高。由

于液层内工质温度基本在密度极值温度以下，一方面，沿液面向下温度升高、密度增大；

另一方面，靠近侧壁温度较高、密度较大。在重力作用下，液层内出现流动方向与热毛

细对流相反的浮力对流。气液界面附近热毛细对流较强，但液池深处受热毛细对流的影

响相对较小，此区域主要受到浮力对流作用。已有以水为工质的侧壁加热实验与模拟研

究[15]表明：当液层内温度在密度极值温度以下时，热毛细对流流胞存在于气液界面附近



液层，浮力对流流胞存在于深处液层，液层内热毛细对流与浮力对流流胞呈上下叠加方

式存在。

当壁温较高时，例如 Tw=10 ℃和 15 ℃，液层内沿轴向会存在温度最高点，如图 4
（b）和（d）所示。液层内的温度基本均高于密度极值对应温度，此时水的密度随温度

的升高而减小。在轴向最高点以上由于热毛细对流的影响，流体沿加热壁面向上流动，

并在液池中心附近的冷区向下回流。在轴向温度最高点以下液层由于侧壁的加热作用，

靠近壁面的流体温度高、密度小，中心附近冷区温度低、密度大，在重力的作用下沿壁

面向上流动并在中心附近冷区回流，与热毛细对流方向相同，浮力对流与热毛细对流相

互融合成一个大的浮力-热毛细对流流胞。不同壁温下液层内热流动型式示意图如图 5 所

示。在热流体沿壁面向上流动过程中，侧壁一直对工质加热，从而使得流体在向上流动

过程中温度不断升高。然而，由于界面上的不断蒸发需要吸收大量热量，使得界面流体

温度快速下降，侧壁加热作用与蒸发吸热作用相平衡使得液相中存在轴向温度最高点。

图 5 不同壁温下液层内热流动型式示意图

2.1.2 深液池

不同液层深度下气液界面附近温度的轴向分布如图 6 所示。气液界面气相侧温度的

轴向分布与固定液层深度为 10 mm 时类似，即气液界面气相侧温度变化较大，但在远离

气液界面的区域，温度梯度减小，界面附近温度分布受到蒸发引起的蒸汽流动的影响。

当侧壁加热温度为 5 ℃时，如前所述，气液界面附近液相侧存在较强的热毛细对流，温

度变化较大，在液相侧垂直液面向下超过 10 mm 时，轴向温度变化趋于一致，且温度变

化不大。如图 7（a-c）所示，当液层深度进一步达到 30 mm 时，不同压比下，液层深处

温度基本相同，处于 4~5 ℃之间，略高于密度极值对应温度。在这一温度范围内，水的

密度随温度的变化幅度最小。此时，由于液层内温度梯度较小，导致密度变化小，并且

液层内温度处于密度极值温度附近，浮力作用受到抑制，在此区域内浮力对流极弱。另

外，径向方向存在热传导所引起的温度变化，液层内径向温度梯度也会导致液层内出现

浮力对流，但液池深处液层温度处于密度极值附近，并且液池深处液层温度在径向方向

只存在小幅度温差（如图 7（c）），这不足以在液层内形成较强的对流。液层深处温度分

布表明其整体对流强度较弱，能量传递以导热为主。值得一提的是，压比的改变并不会

影响到液层底部的温度分布，如图 7（a-b）所示，不同压比下，相同径向位置液层深处

温度基本相同。这进一步说明了气相压力降低导致蒸发过程得到加强，但主要影响的是



气液界面附近液层，蒸发界面液相侧径向温差增大，热毛细对流增强。然而，液层深处

浮力对流受到热毛细对流的抑制，对流的作用极小，仅存在径向方向侧壁加热所引起的

导热。
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图 6 Tw=5 ℃（左）和 Tw=10 ℃（右）时不同液层深度下气液界面附近两相温度的轴向分布
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图 7 液层深度为 30 mm 时气液界面附近两相温度的轴向分布



当 Tw=10 ℃时，液层内温度分布与 Tw=5 ℃时存在较大差异。如图 6（b）和图 7（d）
所示，与低壁温不同，高壁温下液层深处仍然存在轴向温度变化，说明在液层底部存在

对流。这是由于加热温度为 10 ℃或 15 ℃时，液层内温度基本均在水的密度极值点对应

温度以上，因此，浮力对流与热毛细对流方向相同，二者相互促进并融合为一个大的浮

力-热毛细对流流胞，液层深处内仍存在热对流。

2.2 蒸发速率

当液层深度处于 10 mm 到 30 mm 范围时，不同压比下平均蒸发速率随液层深度的

变化如图 8 所示。显然，平均蒸发速率随着液层深度的增加先增大、后减小，在 h=15 mm
时最大。液层深度的增加，液层与侧壁接触面积随之增大，当液层内主要以导热为主抑

或是液层内流动不发生改变时，平均蒸发速率会由此增加。低壁温条件下，液层内热毛

细对流与浮力对流方向相反，液层深度的增加一方面使得浮力对流得到加强抑制了热毛

细对流，热毛细对流对蒸发过程能量传递有着重要的作用，尤其是加热壁面采用高导热

材料，这抑制了能量传递到蒸发界面；另一方面，随着深度增加，液层与侧壁之间的换

热面积增大，热壁传递到液相的能量增加。由此，当液层深度超过 15 mm 时，液层深度

的增加严重影响到热毛细对流强度，导致能量传递作用减弱，而且液层深处不存在流动，

基本不存在对流换热过程，平均蒸发速率大幅减小。

当壁温较高时，液层深度的增加使浮力对流得到加强，促进了浮力-热毛细对流，这

使得 h=15 mm 时蒸发速率大于 h=10 mm 时蒸发速率。但随着深度的进一步增加，浮力

对流进一步加强，更多的热流体被带至蒸发界面附近，从而导致界面温度升高。如图 9
所示。相同压比条件下，与 h=15 mm 结果相比，h=30 mm 时界面液相侧温度均较高，自

由表面与侧壁加热面之间的径向温差减小，热毛细对流受到抑制。由于热毛细对流对于

蒸发过程中能量传递具有重要作用[16]，热毛细对流强度减弱会导致蒸发速率降低。这说

明单一增加侧壁加热面与液层的接触面积并不能有效提升蒸发速率，需要综合考虑液层

内对流型式与强度。
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图 8 Tw=5 ℃（左）和 10 ℃（右）时不同液层深度下平均蒸发速率的变化规律
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图 9 h=15mm 与 30 mm 时气液界面液相侧温度的径向分布

2.3 界面温度不连续

在低压纯蒸汽环境下的实验中，蒸发过程均存在明显的温度不连续现象，且蒸发界

面气相侧温度均高于液相侧。已有文献[12]通过在气相外加热源，在气液界面测得了很大

的温度不连续值，可以说气相侧热通量对气液界面温度不连续的影响极大，但气相热源

功率较大时会影响热电偶测量精度。Chen[17]通过理论计算了得到温度不连续与气相侧热

通量之间的关系式，并与 Badam 等[12]的实验结果对比，但只有在没有气相热源加热的情

况下，即气相侧热通量较小时，二者吻合较好。Jafari 等[18]的研究也表明，气相侧热通

量较大时会影响热电偶的测量，导致实验值与真实值存在偏差。因此，采用热电偶直接

测量气液两相温度不连续应该在气相侧热通量较小时更加接近真实值。本文实验范围内

根据气相侧温度分布计算得到的气相侧热通量均在 30 W/m2以内，远小于存在气相热源

时的气相侧热通量，采用微型热电偶可以精确测量气液两相温度。

不同压比条件下，气液界面温度不连续与径向位置以及液层深度的关系如图 10 所

示。可以发现，一方面随着压比的降低，所有径向测点处温度不连续均增大；另一方面，

随着液层深度的增加，温度不连续先增大、后减小。众所周知，蒸发过程中气相压力越

低，蒸发速率越大，蒸发状态离平衡态越远。此外，如前所述，蒸发速率在 h=15 mm 时

最大，由于蒸发冷却效应，气液界面气液两相温度均有所降低，侧壁与气相间的温差增

大导致气相侧热通量增加，不同径向位置处温度不连续均增加。

图 11 给出了不同深度下温度不连续与气相侧导热热通量之间的关系。可以发现，在

不同液层深度下，界面温度不连续随着气相侧热流密度的增大线性增加。基于实验数据，

可以拟合得到温度不连续大小与气相侧热通量之间关系为：

cv0.0953 0.1221T q   (3)

拟合值和实验值比较发现，90 %的实验点落在拟合值±20%范围内。需要说明的是，该式

仅适用于蒸发压力在 488~1430 Pa、加热壁温在 5~15 ℃范围内的圆筒形液池内水的蒸发

过程。
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3 结 论

以圆筒形液池内低压纯蒸汽环境中水的蒸发过程为对象，采用实验方法研究了水液

层内流动型式及温度不连续变化规律。根据实验结果，可以得到如下结论：

(1) 当壁温较低（Tw=5 ℃）时，液层内热毛细对流与浮力对流方向相反，二个流胞上下

相互叠置。当壁温较高（Tw=10 ℃或 15 ℃）时，液层内热毛细对流与浮力对流方向

相同，二者相互融合成一个大的浮力-热毛细对流流胞。

(2) 当液层深度达到 20 mm 乃至 30 mm 时，低壁温下液层深处温度的轴向变化很小，

流动很弱；高壁温下液层内整体流动强度减弱，对流换热受到一定的抑制。蒸发速

率随着液层深度的增加先增大、后减小。

(3) 气液界面均存在明显的温度不连续，且界面气相侧温度总是高于液相侧温度。基于

实验结果，拟合得到了水蒸发时温度不连续大小与气相侧热通量之间的关系式。
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摘要：本文提出了一种基于液固之间相互作用新机制的共晶镓铟合金液滴振荡系统，利用电场、液滴、

溶液及柱体结构之间的相互作用，实现了液滴的振荡，并建立了柱体束缚下液滴的受力模型，分析了

液滴的形态演变过程，明晰了电压、氢氧化钠溶液浓度以及液滴大小等因素对液滴振荡过程的影响机

理。本研究为振荡系统的设计提供了新的思路，也进一步丰富了镓基液态金属液滴变形理论。

关键词：镓基液态金属液滴；振荡；受力

0 前言

室温镓基液态金属具有低毒性、低熔点、高表面张力、高电导率、高导热率等优异

的性能及灵活的移动和变形特性，其中显著的变形能力使其在 3D 打印[1-3]、柔性电子[4, 5]、

生物医学治疗[6, 7]、软传感器[8, 9]等领域展现出巨大的潜力。在碱性电解质溶液环境中，

镓基液态金属因其具有较高的表面张力而呈球形，并且会与溶液发生化学反应在表面形

成负离子层，由于负离子的吸引，溶液中的正离子聚集在液滴表面形成正离子层，二者

共同构成双电层。且液滴表面双电层内的电荷分布变化时，双电层电势差随之改变。而

根据李普曼方程 γ=γ0−cV2/2（其中 γ0为 V = 0 时液滴的表面张力）可知，液滴表面张力 γ

与双电层单位面积上的电容 c 及双电层上的电势差 V 直接相关。因此可通过改变双电层

内的电荷分布来调控液滴的表面张力，进而实现液滴的变形。经过数年发展，目前通过

离子平衡[10]、化学反应[11]、光化学驱动[12]、磁场及电场驱动[13-15]等方法均可实现该过程。

经典的液态金属液滴变形过程—“mercury beating heart（MBH）”自十九世纪被报

道以来，相关研究引起了诸多学者的兴趣，但汞的剧毒性限制了 MBH 系统的应用。得

益于表面张力控制技术的发展，学者们利用镓基液态金属液滴实现了仿心脏振荡[11, 16-19]。

镓基液态金属液滴振荡系统的设计多种多样，但大多基于氧化原理，学者们通过各种方

法使液滴在氧化与非氧化状态之间来回切换，从而实现液滴规律性地伸展（氧化）与收

缩（去氧化）即液滴的振荡过程。Wang 和 Liu[16]基于电化学原理进行系统设计，将石墨

块置于镓铟锡合金（GaInSn）液滴一侧，并将底面倾斜放置，使液滴移动并与石墨块接

基金项目：国家自然科学基金资助项目（No.51976098、No. 12202235）、国家创新人才博士后资助项目

(No. BX2021164)
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触。GaInSn 液滴、石墨及氢氧化钠溶液共同构成原电池，此时液滴表面发生氧化，表面

张力下降，液滴由球形逐渐变为饼形。在铺展过程中液滴所受电毛细力逐渐增大，当该

力大于液滴与底面之间的摩擦力时，液滴脱离石墨，氢氧化钠溶液与氧化层发生反应。

氧化层消失后液滴立刻恢复为球形，随后再次接触石墨构成原电池，并发生氧化。Ge
等[17]利用共晶镓铟合金（EGaIn）液滴、石墨及氢氧化钠溶液构建原电池，与 Wang 和

Liu 不同的是，他们利用液滴在电场中的运动特性实现液滴与石墨之间的接触过程。Chen
等[11]则构建了含铝镓铟合金（GaIn24.5）液滴、铁及氢氧化钠溶液原电池，利用液滴与铁

板之间所产生氢气的间歇性阻断过程实现液滴状态的转变。在上述研究中均需要促进液

滴氧化层的形成和消失过程以实现液滴的振荡，这将加速液滴中镓或铝的消耗。

本文通过实验对液滴的振荡机制的探索，提出一种基于液固之间相互作用的 EGaIn
液滴-柱体振荡系统，在恒定电压及溶液浓度条件下即可实现液态金属液滴的振荡。通过

分析液滴受力，对变形机理进行深入分析，并进一步研究电压、溶液浓度、液滴尺寸对

液滴振荡频率和幅值的影响。

1 实验方法

实验选用共晶镓铟合金液滴（EGaIn：75.5 wt% Ga，24.5 wt% In），前进接触角 θadv

为 158.3°± 1°，后退接触角 θres为 153.3°± 1°（0.4 M 氢氧化钠溶液环境）。

实验系统如图 1 所示，EGaIn 液滴、氢氧化钠溶液、3D 打印的柱体结构（HTL 树

脂）、槽道（PMMA）、石墨棒电极（直径为 0.3 mm，高为 30 mm）和直流电源（ZHAOXIN,
KXN-1505D, China）共同构成了振荡系统。利用计算机、冷光源和高速相机（Optronis
CP80-3-M-540）等观测各工况下液滴的形态变化。实验时，首先将氢氧化钠溶液注入槽

道中，用微量进样器生成 EGaIn 液滴，并将液滴置于柱体结构中间，保证液滴与柱体侧

棱相切，连接石墨棒电极与直流电源，调节光源和相机，保证液滴边缘成像清晰，俯拍

记录液滴的动态变化过程，将实验数据存储于计算机中，每种工况实验重复三次。

图 1 实验系统示意图。
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2 液滴的振荡

在 EGaIn 液滴-柱体系统中，液滴最为关键，施加电场后，由于正极对液滴表面负电

荷的吸引，液滴靠近正极侧电荷密集，双电层电势差较高，而负极侧电荷稀疏，双电层

电势差较低，即液滴表面双电层中电荷呈非均匀分布。则由李普曼方程可知，液滴正极

侧表面张力小于负极侧表面张力，在此表面张力梯度作用下，液滴表面发生流动，带动

周围溶液从正极流向负极，并且在表面张力梯度作用下，液滴发生明显变形。如图 2(a)
所示，液滴在正负极间发生振荡，液滴的振荡包括伸展和收缩过程。初始阶段，液滴由

于表面存在表面张力梯度，开始发生变形，负极侧曲面沿电场方向缓慢地向外伸展，当

液滴达到最大伸展时，在柱体的阻碍作用下，液滴发生收缩，恢复至最大收缩位置，而

后液滴负极侧曲面又再次伸展，如此循环往复。电压为 9.4 V、溶液浓度为 0.4 M 时初始

半径为 1.0 mm 的液滴在电场方向上的直径 L 随时间的变化如图 2(b)所示，由于液滴负

极侧曲面在伸展时受到柱体的阻碍，且随伸展程度的增大，该阻碍作用不断增大，故液

滴伸展过程较为缓慢，而液滴收缩时，无柱体阻碍，故收缩过程十分迅速。在振荡过程

中液滴达到最大伸展与最大收缩时液滴的具体形态如图 2(b)中插图所示，液滴达到最大

收缩时，L 仍大于液滴初始直径 2.0 mm，且较液滴最大伸展时 L 减小了约 45 μm。

图 2 液滴的振荡过程。(a) 液滴的伸展与收缩示意图；(b) 液滴在电场方向上的直径 L 随时间的

变化，黄色虚线方框为四根柱体中心的连线，以此方便对比液滴的形态变化。

3 各因素对液滴振荡的影响

3.1 受力分析

在 EGaIn 液滴-柱体振荡系统中，液滴与电场、溶液、柱体、底面之间均存在相互作

用，这些作用决定了液滴的形态变化，分析液滴的受力对明晰液滴变形的原因及规律十

分重要。

液滴具体受力情况如图 3 所示，在电极作用下，液滴负极侧表面张力大于正极侧表

面张力。在此表面张力梯度作用下，液滴表面发生流动，进而带动周围溶液从正极流向

负极，因而液滴受到溶液由负极指向正极的粘性摩擦力 Fv，同时，溶液流动对液滴形成

压差阻力 Ffl。此外，表面张力变化造成液滴表面拉普拉斯压力分布不均，液滴形态发生
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变化且形成指向正极的表面张力诱导力 Fs。当液滴受到的粘性摩擦力、压差阻力及表面

张力诱导力不能互相平衡时，液滴与基底之间将存在基底摩擦力 Ff。柱体对液滴的压力

Fp为 Fp-i之和，其形成包含两部分原因，一是由当上述四力之和大于 0 时，液滴具有向

正极的移动趋势，挤压周围的柱体；二是液滴由于表面张力变化而发生变形时挤压柱体。

由上述分析可知，液滴表面的表面张力梯度的形成是液滴发生变形的根本原因，而电压、

溶液浓度及液滴尺寸均对表面张力梯度有重要影响[20]，故进一步探究各因素对液滴振荡

的影响。

图 3 液滴受力示意图。

3.2 电压的影响

电压是使液滴表面双电层内电荷分布不均匀进而产生表面张力梯度的根本原因，因

而是整个振荡系统运转的根本条件。电压改变，液滴表面的表面张力梯度随之改变，进

而影响液滴受到的粘性摩擦力、表面张力诱导力等，从而影响液滴的变形，因此通过实

验探究液滴在各电压下的振荡情况。

利用频率 f 与幅值∆L 两个参数对液滴的振荡进行分析，其中频率为单位时间内液滴

振荡的次数，幅值为一次振荡过程中液滴在电场方向上的最大直径 Lmax与最小直径 Lmin

之差。实验结果表明，液滴发生振荡需要一定的条件，半径为 1.0 mm 的液滴在 0.4 M 的

溶液中可以发生振荡的电压范围为 7.8-11.0 V。图 5(a)为各电压下液滴振荡的频率和幅

值，由图可见，液滴振荡频率随电压的升高而增大，最高可达 13.2 Hz，振荡幅值则先增

大后减小。液滴振荡频率和幅值的变化取决于液滴伸展速度及变形程度，当电压低于 7.8
V 时，液滴负极侧变形程度较小，因而与负极侧柱体之间的挤压较弱，不足以使液滴发

生收缩。而当电压高于 7.8 V 时，由于液滴正负极两侧电荷分布的不均匀性随电压的升

高而增强，表面张力梯度增大，负极侧变形程度增大，挤压也增强，液滴开始振荡。同

时，液滴伸展速度和 Lmax也增大（图 5(b)中 8、9 V 时液滴形态），而 Lmin受电压影响较

小，因而液滴振荡幅值增大。在液滴伸展速度及振荡幅值的共同变化下，振荡频率也增

大。

当液滴具有移动趋势时，液滴与正极侧柱体之间存在明显的相互作用。如图 5(b)中
14、16 V 时液滴形态所示，尽管正极侧有柱体的限制，但是液滴由于可以变形仍然向正
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极轻微移动且移动程度随电压的升高而增大。这导致液滴与负极侧柱体间的挤压减弱直

至液滴负极侧脱离柱体，而后发生剧烈变形从柱体中间逸出，如图 5(b)中 17、18 V 时液

滴形态所示。在液滴与负极侧柱体挤压减弱的过程中，Lmax 减小，而液滴伸展速度仍随

电压的升高而增大，故液滴负极侧达到最大伸展所需时间变短，液滴振荡频率明显升高，

幅值显著减小，直至液滴不再发生振荡。

+

500 μm

8 V 9 V 14 V

16 V 17 V

max minL L L  

(b)

18 V

(a)

-

图 5 电压对液滴振荡的影响。(a) 液滴振荡频率和幅值随电压的变化，粉色条形表示液滴振荡频率，蓝

色条形表示液滴振荡幅值；(b) 液滴在各电压下达到最大伸展时的形态，红色方框表示液滴脱离负极侧

柱体；溶液浓度为 0.4 M，液滴半径为 1.0 mm。

3.3 氢氧化钠溶液浓度的影响

现有研究表明，随溶液浓度增大，液滴表面初始电荷密度逐渐增加而后趋于饱和[7,

21]。因此，改变氢氧化钠溶液的浓度可以改变液滴表面初始电荷密度，从而改变液滴表

面双电层单位面积上的电容，进而影响液滴的表面张力梯度。

图 6 为液滴发生振荡的溶液浓度及电压区域图，实验结果表明，氢氧化钠溶液的浓

度对液滴能否发生振荡、发生振荡的初始电压及电压范围有重要影响。液滴发生振荡的

初始电压随溶液浓度的增大先降低，在 0.4 M 时达到最低值，而后升高。可以推断初始

电荷密度在溶液浓度为 0.4 M 时达到饱和值，据此将溶液浓度划分未饱和区（0-0.4 M）

与饱和区（>0.4 M）。在未饱和区，液滴初始电荷密度随溶液浓度的增大而增大，进而使

液滴表面张力梯度增大，液滴更易发生变形，因而在高浓度溶液中的液滴即使在较低电

压时也可发生振荡，即液滴发生振荡的初始电压随溶液浓度增大而降低。初始电荷密度

的增大也会使液滴在较低电压时便具有移动趋势，使液滴负极侧曲面与柱体之间的相互

作用减弱，因而液滴振荡消失时的电压随浓度的增大而降低。在饱和区，初始电荷密度

达到饱和值，故溶液浓度对液滴振荡的影响较小。但随溶液浓度增大，电极处因电解反

应造成的电压降损失增大，使液滴表面的电压降减小，进而使表面张力梯度减小，液滴

发生振荡的初始电压升高。

此外，实验发现当溶液浓度 C≥1.6 M 时，在较高电压下，液滴中的镓与氢氧化钠溶

液发生氧化反应，正极侧出现大量气泡，气泡对液滴的作用力影响液滴变形，加快液滴
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振荡的消失。且随溶液浓度升高，出现气泡时的电压越来越低。当溶液浓度大于 2.0 M
时，液滴不再发生振荡。

图 6 液滴发生振荡的溶液浓度及电压区域图。

图 7(a)和(b)分别为各溶液浓度下液滴振荡频率和幅值随电压的变化。在未饱和区，

当溶液浓度增大时，液滴表面张力梯度增大，液滴伸展速度及变形程度均增大。在伸展

速度及变形程度的共同变化下，液滴振荡频率及幅值整体上随浓度的增大而增大。在饱

和区，由于表面张力梯度随浓度的增大而减小，因而液滴伸展速度及变形程度均减小，

液滴振荡频率及幅值整体上也减小。在同一浓度下，电压对液滴振荡频率及幅值的影响

规律类似，即液滴的振荡频率随电压的升高而增大，振荡幅值随电压的升高先略微增大

后显著减小。

图 7 (a) 各溶液浓度下振荡频率随电压的变化；(b) 各溶液浓度下振荡幅值随电压的变化。

3.4 液滴尺寸的影响
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液滴半径也是影响液滴振荡的重要因素之一，以下进一步探究液滴半径 r 对液滴振

荡的影响。液滴尺寸变化时，柱体宽度始终为液滴半径的二分之一，柱体高度为液滴直

径随之改变。由图 7(a)和(b)可见，液滴半径为 0.5 mm 时，液滴发生振荡的电压的变化

范围为 17-26 V，而半径为 1.5 mm 的液滴为 9-11 V。尽管液滴半径对液滴振荡发生的电

压范围有重要影响，但对液滴振荡频率和幅值随电压的升高而变化的规律影响较小。此

外，液滴半径较小时，表面张力在变形过程中起主导作用，而随液滴半径的增大，其影

响逐渐减弱，不利于液滴振荡的发生，因而小液滴表现出更强的振荡能力（视频 S2）。
通过减小半径，液滴可以实现频率为 29 Hz 的高频振荡，远高于先前研究中的 MBH[22, 23]、

GaInSn 液滴-石墨[16]、含铝 GaIn24.5液滴-铁[11]以及 GaIn10-空气[19]等系统中液滴的振荡频

率（均小于 10 Hz），大大提升了振荡系统的工作性能。

图 8 (a) 各液滴半径下振荡频率随电压的变化；(b) 各液滴半径下对振荡幅值随电压的变化。

3.5 工作电压、安全电压以及破坏电压

系统运行存在几个关键电压参数，分别为工作电压、安全电压以及破坏电压。工作

电压是指液滴可以发生振荡的电压范围。安全电压是指液滴产生气泡的临界电压值，当

系统电压大于安全电压时，液滴中的镓与氢氧化钠溶液反应产生大量气泡，加速液滴及

溶液中氢氧化钠的消耗，从而减短系统的寿命，不利于系统使用。破坏电压是指液滴从

柱体结构中间逸出的临界电压，当系统电压大于破坏电压时，液滴发生剧烈变形，从柱

体结构中逸出，此时整个振荡系统已失效。

本文实验中液滴的工作电压、安全电压以及破坏电压如表 1 所示，记号含义为“半

径（mm）-溶液浓度（M）”。在无气泡产生时，安全电压与破坏电压一致。由表 1 可知，

0.5-0.4 的液滴工作电压范围最大且安全电压也较高，而 1.0-2.0 的液滴工作电压范围最小

且安全电压也较低，明确上述几种电压值可以为不同需求下系统的设计提供参考。
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表 1 液滴工作电压、安全电压以及破坏电压

半径-溶液浓度

mm-M
工作电压

V
安全电压

V
破坏电压

V
1.0-0.2 [8.6, 14.6] 21 21
1.0-0.4 [7.8, 11] 17 17
1.0-0.8 [8, 11] 19 19
1.0-1.2 [9.8, 11.8] 21 21
1.0-1.6 [10.2 11.8] 17 33
1.0-2.0 [11.4, 11.8] 17 >32
0.5-0.4 [17, 26] 33 33
1.5-0.4 [9, 11] 16 16

4 结 论

本文设计了 EGaIn 液滴-柱体振荡系统，发现了一种基于液固之间相互作用的 EGaIn
液滴振荡新机制，仅利用电场、液滴、溶液与柱体结构之间的相互作用，实现了液滴振

荡，深入分析了系统中各部分之间的作用关系。基于液滴的受力分析，进一步通过实验

探究了电压、氢氧化钠溶液浓度以及液滴尺寸等主要因素对液滴振荡频率和幅值的影响

规律，并获得了系统的工作电压、安全电压以及破坏电压，指明了该系统可使用的电压

条件。该工作为振荡系统的设计提供了新的思路，有利于振荡器以及未来人体器官芯片

的研究，对实现液滴变形的控制也具有重要指导意义。
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摘要：本文设计并制造了一种带有歧管补偿腔的新型环路热管，以及带有隔热块的平板型环路热管，

并利用泡沫镍与泡沫铜制备了与这两种环路热管适配的具有复合孔隙率及导热系数的毛细芯。搭建了

传热实验平台对两种环路热管的传热特性进行了表征。结果表明：歧管补偿腔设计可以显著的增强毛

细芯的液体输运能力。与传统平板型环路热管相比其临界失效热负荷提升了 50%，但是歧管补偿腔的设

计也对环路热管毛细芯的制备及整体的装配提出了更高的要求，否则无法完全发挥其良好的传热传质

性能。

关键词：平板环路热管，歧管补偿腔，泡沫金属，复合毛细芯

0 前言

环路热管是一种高效的两相传热装置，其利用蒸发器内吸液芯产生的毛细力驱动工

质流动，并在毛细芯内相变吸热实现冷却[1-3]。由于其具有传热距离大、结构紧凑、散热

能力强、反重力强、热平衡好、安装和布局方便等优势被广泛应用于航天装备[3]、电池热

管理 [4]、电子冷却 [5]等重要领域。环路热管主要由五个部分组成，分别是蒸发器

（Evaporator）、气体管路（Vapor Line）、冷凝器（Condenser）、液体管路（Liquid Line）
和补偿腔（Compensation Chamber），在蒸发器和补偿腔之间布置多孔结构部件，称为环

路热管毛细芯（Wick），其能够保证热量和工质的单向传输。其中毛细芯是环路热管系

统循环的重要动力来源及核心组成部分，其既要提供足够的毛细力以驱动工质流动并抗

衡蒸汽压力，又要较高的渗透率以减小工质的流动阻力；同时既要是液体工质快速蒸发

强化换热，又要防止热量扩散至补偿腔导致循环失效。通常来说，高性能毛细芯必须具

有强的毛细力、高的渗透率、适中的热导率和较高的机械强度等[6]。因此毛细芯的优化

成为环路热管研究的重点。

双孔径复合毛细芯成为毛细芯优化研究中所采取的重要手段之一[7]。即同时具备大

孔径孔和小孔径孔的毛细芯，毛细芯中的小孔径孔可以提供足够的毛细力作为驱动力，

同时大孔径孔所形成的通道可以降低工质流动的阻力，便于液体工质回流和蒸汽排出以

改善毛细芯内部的传质性能[8]。Xu 等[9]在毛细芯不同层采用不同金属粉末材料烧结，制

得了蒸发侧为高导热系数的铜材料层以及补偿侧为低导热系数的镍材料层的复合毛细芯，

环路热管运行良好。柳洋等[10]利用泡沫金属采用不同孔隙率层复合布置的方式制备了泡

沫金属复合毛细芯，实验结果表明复合毛细芯的加热侧和吸液侧分别布置为低孔隙率层

和高孔隙率层时，抽吸及蒸发特性均得到优化。



除此之外，环路热管的结构优化也是研究重点，其主要集中在蒸发器的优化设计[11]。

Jung 等[12]提出了一种具有旁路管线的平板形环路热管。该旁路管线布置在蒸汽通道和储

液室之间。实验结果表明，在高热负荷下，旁路管线阀门打开可以改善环路热管运行特

性，因为高热负荷下，毛细芯内的工质得不到及时补充，容易被烧干，打开旁路可以推

动储液室中的工质及时补充至毛细芯，从而降低蒸发器处的壁温。He 等[13]提出了一种新

型蒸发器结构，其在热源测添置了加强肋以减小形变。结果表明该环路热管在热负荷变

化时，热源表面温度均匀性良好。

通过上述文献可知复合毛细芯和环路热管结构优化可以有效的提升环路热管的性

能。其本质就是促进液体工质的补给及蒸汽的排出，同时降低环路热管蒸发器向补偿腔

的漏热。基于此优化方向，本研究设计并制备了一种带有歧管补偿腔的新型环路热管，

同时泡沫铜和泡沫镍结合冷压的方式制备了双孔径、双导热系数的新型复合毛细芯，并

对其对流及蒸发传热特性进行了实验研究。作为对比，传统平板环路热管的对流及蒸发

传热特性也通过实验进行了探究。

1 实验装置与系统

1.1 平板环路热管的常见设计

图 1 常见平板环路热管蒸发器设计示意图

图 1 展示了目前 3 种常见的平板型环路热管蒸发器设计示意图，其中设计 1 整体为

左右布置，左侧为补偿腔，右侧为毛细芯及蒸发器，液体工质经毛细芯抽吸至蒸发器处

吸收热量蒸发。其优势在于可以减小环路热管的厚度，但是由于蒸发器和补偿腔在同一

个底板上，容易产生横向漏热，导致环路热管失效。此外由于毛细芯的厚度较薄，毛细

芯所能提供的抽吸面积有限，因此其能承载的热负荷有限。设计 2 和设计 3 整体上为上

下布置，上层为补偿腔，中间为毛细芯，下侧为蒸发器，他们的区别在于设计 2 为平板

毛细芯配合在铲齿壳体上，设计 3 为铲齿型毛细芯贴合在平板壳体上。其优势在于毛细

芯的抽吸面积大，热管外壳的漏热小；但是为了防止失效，热管的厚度较大，此外无论

是铲齿壳体还是铲齿毛细芯均是为了给蒸汽留出逃逸通道，这不仅增加了热源与毛细芯

的接触距离，还会让蒸汽直接与热源处壳体接触，均会增加环路热管的热阻，不利于散

热。

1.2 歧管补偿强环路热管

为了提升环路热管的性能，本研究充分考虑了目前常见平板环路热管设计存在的问



题，提出了一种新型带歧管补偿腔的平板环路热管，结构如图 2 所示。其整体包括三部

分，分别是底板，材质为黄铜，其一侧为 40mm50mm 的蒸发器槽，用于放置毛细芯。

中间为集大补偿腔，歧管补偿腔、大蒸汽腔以及歧管蒸汽通道。其工作原理为，蒸汽冷

凝为液体后首先进入大补偿腔，而后被 5 个歧管分配到歧管补偿腔，歧管补偿腔的下半

部分为毛细芯。液体经其抽吸后进入至蒸发器处的毛细芯，并在此处蒸发换热，产生蒸

汽后经歧管蒸汽通道汇集至大蒸汽腔后经出口排出。其优势在于歧管补偿腔增大了毛细

芯的有效抽吸面积，增大毛细芯的液体抽吸量，同时又能够使热源面始终与毛细芯接触，

有效的增加了热源面的湿润面积。同时蒸汽从毛细芯的上侧离开蒸发器，这避免了在蒸

发器处设计铲齿蒸汽通道，有效的增加了毛细芯与热源的接触面积。为了防止蒸汽加热

歧管补偿腔内的工质，其材质为热导率较低同时软化温度又很高的 PEEK。

图 2 歧管补偿腔环路热管结构示意图

1.3 平板环路热管

为了验证歧管补偿腔对环路热管性能的提升作用。本研究同时设计了传统平板型环

路热管，如图 3 所示。其整体包括底板，隔热块以及盖板组成。底板上加工有放置毛细

芯的槽。为了防止底板向补偿腔的漏热，设计了 PEEK 的隔热块。其装配方式为将冷压

好的 40mm60mm 的毛细芯固定在隔热块的槽内，而后将隔热块和毛细芯的装配体嵌入

至底板的槽内，盖上上盖板，并利用上盖板内的支撑柱挤压毛细芯使其与底板贴合紧密。

图 3 对比平板环路热管结构示意图



1.4 复合毛细芯制备

本研究采用厚度为 1.2mm，大孔径的泡沫镍以及厚度 2mm，小孔径的泡沫铜通过冷

压的方式制备复合毛细芯。主要步骤如图 4 所示，首先将泡沫金属剪裁至合适的尺寸，

而后将泡沫金属放入磨具中利用压力机冷压。对于对比平板环路热管，由于的毛细芯是

一体的，因此需要将泡沫镍和泡沫铜同时压制。其整体尺寸为 40mm60mm，首先将宽

为 40mm 的泡沫铜和泡沫镍分别剪裁至长度为 20mm，30mm 和 40mm。而后将泡沫铜和

泡沫镍堆叠至磨具中，保证每层泡沫铜和泡沫镍的总长为 60mm，如此反复交叉堆叠 24
层后将其压至 4mm 厚，既保证了毛细芯内泡沫铜与泡沫镍的结合，又增强了毛细芯的

机械强度。因为泡沫镍的厚度和 ppi 均小于泡沫铜，且导热系数较低，通过相同层数压

制的方式可以使补偿腔处的毛细芯孔隙率高，孔径大，导热系数低，蒸发器处的毛细芯

孔隙率低，孔径小，导热系数高。这些因素均有利于提升毛细芯的传热传质性能并防止

漏热。成品如图 5 所示。为了更好的测量复合毛细芯在不同区域的孔隙率，本文将 24 层

的泡沫铜和泡沫镍单独压制毛细芯，然后测得其孔隙率分别为 52.7%和 69.1%。具体测

量原理依据阿基米德原理，首先测得其干重为 Mdry，然后将其放入超声波清洗机中，使

毛细芯内部孔隙中充满液体工质，此时称其湿重为 Mwet，然后将浸满工质的毛细芯悬吊

于盛有液体工质的容器中，通过电子天平读出容器所增加的质量ΔM。由式（1）计算得

到毛细芯孔隙率 ε。

ε=
Mwet-Mdry

ΔM
(1)

图 4 泡沫金属毛细芯压制方法

图 5 传统平板环路热管复合金属毛细芯与隔热块装配体

对于歧管补偿腔环路热管，其蒸发器处毛细芯为 24 层 40mm50mm 的泡沫铜压制

而成厚度为 4mm，测得孔隙率为 53.2%；歧管补偿腔下侧的毛细芯为 24 层泡沫镍压制

而成，长 50mm，宽 4mm，高 8mm。最终测得 5 条歧管内的泡沫镍毛细芯的孔隙率分别



为 71.2%，69.6%，70.6%，69.3%以及 68.2%。将压制的泡沫镍毛细芯分别固定放置在 5
条歧管内，而后将泡沫铜毛细芯放置在蒸发器内，将二者通过上盖和底板固定贴合从而

在歧管补偿腔环路热管内形成复合金属毛细芯。

1.5 传热实验平台

图 6 对流与蒸发换热实验平台

为了表征环路热管的性能，本文设计搭建了如图 7 所示的毛细芯蒸发传热性能测试

平台。为保证实验的安全性，选用低沸点的无水乙醇作为实验工质。通过直流电源向布

置在蒸发器底板中心处氧化铝加热片通电实现加热，其中加热片的面积为 40mm40mm。

为了尽可能地减小散热，实验装置外侧包有保温棉。液体工质在重力、毛细力及惯性力

的作用下通过毛细芯并吸热。为了更好的监控环路热管各关键区域的温度。在其液体入

口及蒸汽出口附近的基板上各布置了两个热电偶，底部加热基板上从中心向外扩散布置

3 个热电偶。经过标定，热电偶的测温误差小于 0.3℃。直流电源型号为 Faith-FTP3000，
支持恒功率加热，经过设备相关精度计算，本研究范围内施加功率最大误差小于 1%。数

据记录采用横河无纸记录仪 YOKOGAWA-GX20。
2 实验结果与讨论

2.1 平板环路热管运行特性

图 7（a）展示了传统平板环路热管的稳态运行曲线，可以看出当加热功率小于 40W
时，补偿腔，蒸汽腔及加热面处的温度随加热功率的增加而显著增加。当加热功率为 40W
时，随着温度的不断升高，工质逐渐发生相变，蒸汽腔的温度迅速急剧增加。当加热功

率大于 40W 时，随着加热功率的增加，加热面处的温度增加较为缓慢，蒸汽腔的温度基

本保持不变。当加热功率为 80W 时，补偿腔，蒸汽腔以及加热面处的温度迅速急剧增加，

说明此时毛细芯失效，无法及时补充工质。这是由于无水乙醇在初始重力及惯性力的作

用下不断地流过毛细芯并吸热。当加热功率较低时，温度较低，尚不足以时工质发生相

变，毛细芯内为对流换热，因此各点处的温度随着功率的增加而增加。当热负荷达到一

定水平，毛细芯内的工质受热发生相变，自此之后重力和惯性力可忽略不计，系统依靠

毛细芯产生的毛细力供给工质。此后工质的汽化潜热得以充分利用，因此随着热负荷的

增加，加热面及蒸汽腔内温度增加幅度较低。但是由于毛细芯所能提供的工质有限，因

此当热负荷增加 80W 时，其不足以完全吸收所施加的热负荷，最终导致毛细芯失效。



图 7 传统平板环路热管运行曲线

2.2 歧管补偿腔环路热管运行特性

图 8 展示了带有歧管补偿腔的环路热管运行曲线，可以看出当热负荷小于 80W 时，

毛细芯内的液体工质始终为液体，系统处于对流换热状态。这比传统平板环路热管的初

始蒸发热负荷增加了 100%。这是因为歧管补偿腔的设计可以有效的增加毛细芯的渗透

率以提升液体工质的供给能力。当热负荷为 80W 时，随着加热面温度的增加，工质开始

发生相变，蒸汽腔与加热面的温度迅速上升。而后随着热负荷的进一步增加，蒸汽腔内

的温度保持相对稳定，加热面处的温度小幅增加。当热负荷增加至 120W 时，系统温度

急剧增加，毛细芯失效。与传统平板环路热管相比其失效热负荷增加 50%。这是因为歧

管补偿腔的设计增加了毛细芯对液体工质的输运面积，提升了毛细芯的液体输运能力。

在应对高热负荷工况下，更多的液体蒸发吸热，从而提高了整体的热负荷。这表明歧管

补偿腔的设计，可以大幅提升环路热管的临界热负荷。

图 8 歧管补偿腔环路热管运行曲线

2.3 传热及均温性能

图 9 展示了两种不同结构的平板型环路热管的热阻和温差。其中热阻的定义为加热

面最高温度和补偿腔最低温度之差与加热功率的比值。可以发现对于平板环路热管，其



热阻在热负荷低于 40W 时较高，而后随着热负荷的增加得益于工质相变，其热阻迅速降

低。热负荷 60W 时其热阻最低为 0.62℃/W。与之对比，歧管补偿腔环路热管的热阻最

显著的特征是整体上相对稳定，处于 0.9~1.05℃/W 之间；不过依旧能看出来，当热负荷

高于 80W 导致工质发生相变后其热阻依旧有小幅降低趋势。这也意味着歧管环路热管

在对流区的热阻低于平板环路热管，而当工质相变发生后其热阻要高于平板环路热管。

这是因为歧管环路热管毛细芯的流通面积更大，阻力更小，因此工质的流速更快，热阻

也更低。而当工质发生相变后其热阻并未出现大幅下降反而高于平板环路热管可能有两

个原因造成。一是由于无水乙醇的的汽化潜热较高，因此当工质发生相变后，其蒸发量

相对较低，而歧管补偿腔的内部尺寸设计过大，导致歧管补偿腔内的无水乙醇无法得到

快速的更新，在其内部停留时间过长，导致歧管补偿腔内的工质与被蒸汽加热的 PEEK
外壳换热，增加了整体热阻。二是由于 5 条歧管补偿腔下侧的毛细芯为单独压制装配的，

且其与蒸发器内的毛细芯是依靠挤压力贴合在一起，而非一体压制，因此有可能存在个

别歧管内的泡沫镍毛细芯与泡沫铜毛细芯无法良好结合，导致工质相变后无法及时补充

至蒸发器毛细芯中。这削弱了毛细芯实际所具备的传热性能，因此增加整体热阻。

环路热管的热源温差体现了其均温性的优劣。从图 9 可以看出，平板环路热管的温

差虽然随着热负荷的增加呈现出上升趋势，但是整体上相对较低，这主要是因为其复合

毛细芯在蒸发器内的复合孔隙率及复合导热系数对加热面不同区域良好的冷却性能。而

对于歧管补偿腔环路热管来说，其温差随着热负荷的增加而显著增加，尤其是当热负荷

增加至 80W，无水乙醇发生相变之后，加热面处的温差急剧增加。其根本原因可能是因

为歧管补偿腔环路热管不同区域的工质补给取决于该区域对应的歧管泡沫镍毛细芯，而

不同区域泡沫镍毛细芯与泡沫铜毛细芯的贴合情况不同，导致了它们对工质向热源面补

给的巨大差异，因此造成了巨大的温差，并随着热负荷的增加而显著增加。

图 9 不同环路热管的热阻及温差对比

4 结 论

本文提出了一种具有歧管补偿腔的新型环路热管结构，并对其与传统平板环路热管

的蒸发传热性能进行了对比实验研究，提出并验证了通过歧管补偿腔设计优化环路热管



的设计的新路径。实验结果表明：

（1）通过对不同孔径及厚度的泡沫铜及泡沫镍冷压，可以制备出具备多孔径、多孔

隙率、多导热系数的复合毛细芯。

（2）歧管补偿腔可以通过增加毛细芯的液体抽吸面积，强化其液体输运能力，从而

提升环路热管的临界失效热负荷。与传统平板环路热管相比其失效热负荷增加了 50%。

（3）歧管补偿腔对环路热管的装配以及不同层毛细芯的贴合提出了更高的需求，如

果不同的歧管补偿腔内的毛细芯与蒸发器毛细芯的贴合情况不同则会导致环路热管蒸发

器内的局部过热，从而增加环路热管的整体热阻及温差。
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摘要：

相变保暖服可通过相变材料（Phase change materials）的放热作用延缓低温环境对人体周围微环境

的影响。本文采用 FLUENT 对相变保暖服的低温保暖效果进行了数值模拟，分析了相变材料（PCM）

相变温度、分布方式、环境温度对人体舒适性的影响。结果表明，增加相变温度和加密分布方式能有

效延长保暖时间；环境温度与保暖时长成反比；当相变温度从 28℃提升到 36℃时，微环境舒适维持时

间提高了 4.8 倍，人体表面温度提高 0.364℃。

关键词：相变材料；保暖服；数值模拟

0 引言

在低温环境下，人们也会进行户外作业或运动，如建筑施工、地质勘探、军事训练

等，而在没有良好防护作用的情况下，低温环境会引起人员注意力分散、身体核心温度

下降、作业失误率增加、肢体冻伤等一系列问题，严重影响工作人员的心理情绪和身体

健康[1-2]。但是传统的保暖服一般是通过増加织物的厚度和层数来实现低温保暖的效果，

过多增加织物层数会影响穿着的舒适度与灵活度[3]，因此，针对严寒环境下长时间外出

作业人员保暖服的研制具有重要的研究意义。采用相变材料制成的服装具有智能调温的

功能，可随着环境温度的改变进行热量的吸收与释放，这种特性可以调节服装系统内部

的微气候环境—一种泛指为了适应各种气候及外部环境的变化，人体在穿着不同的服装

时，所体现出的人体与服装、服装与服装间形成的与外部环境不同的特殊衣下空间气候，

相变过程的变化使人体和服装之间形成适宜的微气候温度，从而延长特殊环境下人体的

舒适时间[4]。当相变材料用于保暖服的时候，可将其封装成袋状，固定在需要加热位置

的保暖服中，还可以将相变材料作为添加剂通过涂层、浸渍、纺丝等方法与纤维或织物

结合，生产出温度可调节的智能相变服。

在相变服理论研究方面，陈旭等[5]通过建立蓄热调温织物的几何模型，将织物表面

的树脂层和被包封的静止空气简化成一个模块，分析在-10℃环境下调温织物内微胶囊

的相变潜热及体积分数对织物低温防护性能的影响。赵嘉颖[6]通过 Ansys 软件构建了相

变调温木棉面料的数值模型，分析了环境温度、面料厚度、风速等不同条件下面料的相

变传热机理，结果表明，面料越厚，相变作用的时间越长，面料的保温性能也越好。Ja
worski[7]研究了织物与环境之间相互作用的各种复杂边界条件并对其进行仿真和实验验

证。结果表明，相变织物的加热和冷却阶段的滞后会显著影响织物在可变热负荷下的热

特性，并且织物的热容量越小，辐射加热期间的温度变化率越大。蔡彦等[8]为了探究织



物接触冷暖感，用 Texgen 建模软件建立了织物的三维几何模型和毛羽层等效热导率模

型，结合等效热导率的串-并联模型进行仿真模拟，结果表明，在织物中加入高热导率

纱线时,热通量与热导率程正比,且随着热导率的增大，热通量曲线增速趋于缓慢。

在相变服的实验研究方面，清华大学张寅平[9]等在非典期间为医护人员研制出一款

相变医用降温服，布置有多个封装降温袋的口袋。设计实验分析相变材料对人体不同部

位的冷却效果，研究表明，潜热储热型医用降温服所用相变材料的相变温度为 25℃左右

为宜，而腹部和后腰部需选用较高温度的相变材料。Shih 等[10]将聚乙二醇作为相变材

料，以硅藻土为基体，通过直接浸渍法制备出形状稳定型复合材料，同时还能有效地解

决相变过程中泄漏和导热系数低的问题。Xu 等[11]采用原位聚合法将以石蜡作为微胶囊

的芯材、脲醛树脂为囊壁材料，制备出相变微胶囊，并与织物结合制得复合相变织物，

实验结果表明该相变织物具有良好的热稳定性。

尽管目前对相变材料冷防护机理的理论传热特性及实验已有一定的研究，但是大多

集中在微胶囊式相变服上，对低温下材料包式相变保暖服及其合理布置方式的研究较少，

而在较低温环境下，有限的 PCM 数量会严重限制其蓄放热能力。如果相变材料选择合

适，布置合理，在一定范围内可大大提高保暖服的保暖性能。

由于石蜡类材料具有良好的相变焓、宽广的温度范围，并且无毒环保，因此在服装、

建筑等领域有广泛的应用[12]。本次模拟以石蜡做相变材料，采用数值方法对相变服的保

暖特性进行研究，分析相变材料的相变温度、材料包不同布置方式、环境温度对保暖服

冷防护性能的影响，为相变保暖服的进一步开发应用提供参考。

1 模型的建立

1.1 物理模型

人体-相变服-环境简化模型如图 1 所示，以国家标准《中国成年人人体尺寸》(GB/T
10000-1988)为依据，设置人体的高为 500 mm，长为 400 mm，宽为 100 mm[13]。该模型

中系统的几何形状由五个主要部分组成：躯干、棉质 T 恤、相变材料、防护服、微环境

区域。覆盖躯干的相变服包括 40 个 PCM 包，尺寸为 2cm× 8cm× 1cm，总重量 0.54 kg。
其中 T 恤尺寸为 400mm× 500mm× 1mm，防护服层尺寸为 400mm× 500mm× 8mm，微

环境区域尺寸为 400mm× 500mm× 5mm。



图 1 人体-服装-环境几何模型 图 2 二维简图

Fig.1 Body-garment-environment geometry model Fig.2 Two-dimensional schematic diagram
1.2 模型假设

对模型作如下假设：（1）传热过程为瞬态传热；（2）保暖服与人体皮肤的物性参数

为各向同性；（3）人体处于静止状态，且周围环境风速为零；（4）不考虑环境中湿度的

影响；（5）忽略汗液蒸发散热损失及呼吸散热损失；（6）忽略相变材料封装袋的导热性；

1.3 控制方程

（1）能量方程

     H V H K T S
t
 


       




（1）

其中：H 为物质的焓值；为物质的密度；V

为流体速度； K 为溶质的分离系数； S

为源项。

（2）连续性方程

( ) ( ) ( ) 0u v w

t x y z

      
   

   
（2）

为流体密度; u v w分别为速度 U 沿 x ， y， z 三个方向的速度矢量。

（3）热平衡方程：

K SM W R C     （3）

式中： M —人体代谢产热量，W —外部功， R—辐射散热量，C —对流散热量，



K —传导散热量，S—热量储存速率。

对于身体处于热平衡时，热量储存速率为零。如果有净热量增加，热量储存将为正，

体温将上升，反之下降。机体的对流散热量（C）和辐射散热量(R)由下式计算：

( )r cl cl rR h f t t  （4）

( )l cl cl aC h f t t  （5）

式中，ω为皮肤湿润度， clf 为服装的覆盖系数， clt 为服装的温度， rt 、 at 为辐射

温度和环境温度。

2 数值模拟

2.1 边界条件及求解方法

在 Fluent 中开启 Energy 和 Solidification & Melting 模型。取换热面边界条件为恒

温壁面即第一类边界条件 Th，温度恒定为 275.15K，T 恤与微环境、微环境与相变材料、

相变材料与防护层等接触面均为耦合传热边界，其余边界定义均为绝热边界。能量方程

离散取二阶迎风差分格式，压力和速度场采用 SIMPLE 耦合，时间步长为 0.01s。各材

料参数如表 1 所示。

表 1 各材料热物性参数

Table 1 Thermophysical parameters of each material

热物性参数 石蜡 T 恤 防护层

密度ρ(kg ∙ mିଷ) 840 1540 50

相变潜热(kJ/kg) 243

比热容C(J/kg ∙ k) 2000

导热系数k(W/m ∙ k) 0.28 0.02 0.06

动力粘度μ(kg/m ∙ s) 0.01

热膨胀系数β(1/k) 0.001

相变温度T(K) 301

2.2 模型验证

为验证本文所用模型的正确性，选用文献[14]中的实验及数据对本文的数值方法进行

验证。该文献中设计了性能与本文模型相似的相变冷却背心，分别对比分析了有无添加

PCM 对受试者躯干皮肤温度的影响。如图 3 可知，模拟结果的曲线趋势与文献值（实

验）展现出良好的一致性。这说明了本文计算模型的正确性，可以用于人体、相变服与

环境之间的热交换模拟研究。



图 3 文献结果与模拟结果对比

Fig.3 Comparison of literature results and simulation results

3 计算结果及分析

3.1 PCM 临界区域温度分布

PCM 初始状态为液态，当相变材料袋与衣服刚接触时，相变材料包的温度由于两

个面之间的温度差迅速下降并开始了凝固过程。图 4 显示了在相变过程发生的第 16 分

钟时相变材料包临界区域的温度分布情况。由图可知，相变首先发生在靠近防护层的材

料包外部层，因为外部层离环境更近，二者有较高的温差，温度下降很快，比相变材料

包的其他部分更早达到相变温度。

图 4 16min 内 PCM 临界区域温度分布（左：微环境侧 右：防护层侧）

Fig.4 Temperature distribution in the critical region of PCM within 16min (left: Microenvironment side; right:

Protective side)



3.2 相变材料相变温度对系统传热特性的影响

3.2.1 对微环境的影响

衣内微气候理论认为，在服装-人体-环境这一系统中，只要衣内微气候在舒适的参

数范围内（31-33℃）内，人体便处于舒适状态。在环境温度 2℃，材料包分布个数 40
个时，不同 PCM 相变温度对微环境的影响如图 5 所示。由于 PCM 在相变过程中温度不

变，因此在潜热阶段的放热作用会使微环境温度在相变期间下降速率缓慢，一段时间内

可维持微环境温度在 31℃舒适温度之上，且随 PCM 相变温度的增大而升高。当相变温

度从 28℃提高到 36℃时，微环境温度维持时间从 1500s 可延长至 7250s，提高了 4.8 倍。

3.2.2 对人体表面温度的影响

人体表面温度为 33.5℃，当表面温度低于 32℃时，会超出人体的舒适范围。图 6
为环境温度在 2℃，PCM 包分布个数为 40 时，不同 PCM 相变温度下人体表面温度的变

化曲线，五种不同相变温度下的热传递过程中，人体表面温度均在 32℃之上，处于舒适

范围内，且随相变温度的增大而升高，在 2 小时内，选择 36℃相变温度的 PCM 包可使

人体表面温度较 28℃提高 0.364℃。由于相变温度越大，与环境温差越大，结束相变过

程的时间越短，因此 36℃PCM下的曲线与其余相变温度下的曲线有相交趋势。

图 5 相变温度对微环境区域温度影响

Fig.5 Effect of phase transition temperature on

microenvironment region temperature

图 6 相变温度对人体表面温度的影响

Fig.6 Effect of phase transition temperature on

human surface temperature

3.3 不同分布方式对系统传热特性的影响

3.3.1 对微环境的影响

将总体积为 640cm3 的 PCM 分装成个数不同的材料袋，其总个数分别为 4、10、20、
32、40 个，厚度均为 1cm，PCM 包之间有一定的间距，不同的分布间距会对保暖服的

冷防护效果产生一定的影响。在环境温度为 2℃，PCM 相变温度为 34℃时，各 PCM 包

对微环境温度的影响如图 7 所示，图中含 4 个 PCM 包的服装系统所维持舒适微环境的

时间最短，为 1250s；32 个 PCM 包的服装系统维持时间最长，为 7400s，选择 32 个 PCM
包相较于选择 4 个 PCM 包舒适时间增加了 5.92 倍，差异明显。由图可知 32 个 PCM 包

与 40 个 PCM 包曲线几乎重合，维持舒适时间接近，保暖性能无明显差异。考虑到个数

越多，间距越小，会削弱服装的湿散发能力，因此选择 32 个 PCM 包最佳。



图 7 分布方式对微环境温度的影响

Fig.7 Effect of distribution mode on microenvironment temperature

3.3.2 对人体表面温度的影响

在环境温度为 2℃，PCM 相变温度为 34℃时，不同数量 PCM 包对人体表面温度的

影响如图 8 所示。图中数量为 4 个 PCM 包的服装系统在第 5850s 达到人体表面舒适温

度临界点，与其余个数在 2 小时内的保暖时长相比缩短了 1350s，保暖功能降低；其余

个数 PCM 包在 2 小时内均处于临界温度之上，温度差在 32 个 PCM 包与 10 个 PCM 包

之间最大，为 0.51℃。图中 32 个 PCM 包（绿色）与 40 个 PCM 包（紫色）曲线几乎重

合，维持体表温度舒适时长接近，保暖性能无明显差异。同 3.3.1 所述，个数越多的 PCM
包会削弱服装的湿散发能力，影响人体的热舒适性，因此选择 32 个 PCM 包最佳。

图 8 分布方式对人体表面温度的影响

Fig 8 The effect of distribution mode on human surface temperature



3.4 环境温度对系统传热特性的影响

3.4.1 对微环境的影响

寒冷天气下的气温对人体影响尤为重要，环境温度越低，与服装-人体整体系统的

温差越大，热量散失的就越快。在 PCM 包个数为 32 个，PCM 相变温度为 34℃时，不

同环境温度对微环境温度的影响如图 9 所示。随着传热过程的进行，微环境温度快速下

降，PCM 达到相变点时，温度下降的速率开始减缓。随着环境温度的降低，防护层与

环境之间的换热量增大，加快了 PCM 的凝固速度，降低了 PCM 材料包的放热效果，因

此微环境温度在同一时刻呈下降趋势，且差值随时间延长逐渐增大。在 2℃的环境温度

下，微环境舒适度可维持 7400s，在-20℃下微环境舒适度仅够维持 1000s，降低了 7.4
倍。即当 PCM 质量一定、相变温度一定时，微环境温度与外界环境温度成负相关关系。

。

图 9 环境温度对微环境温度的影响

Fig.9 Effect of ambient temperature on microambient temperature

3.4.2 对人体表面温度的影响

人体表面皮肤温度与低温环境密切相关。材料包个数选择 32 个，PCM 相变温度为

34℃时，不同环境温度对人体表面温度的影响如图 10 所示。图中在-20℃的环境温度下，

可以维持人体表面舒适温度达 4350s，-15℃的环境温度下可维持 5050s，-10℃的环境温

度下可维持 5900s，-5℃的环境温度下可维持 6950s，在 0℃和 2℃的环境温度中，人体

表面温度在 2 小时内均处于舒适临界温度之上。随外界环境温度的降低，整体系统与环

境间换热温差大，人体散失热量多，使得人体表面温度在同一时刻下呈减小趋势，可见

差异明显。当 PCM 质量一定、相变温度一定时，人体表面温度与外界环境温度成负相

关关系。



图 10 环境温度对人体表面温度的影响

Fig.10 Influence of ambient temperature on human surface temperature

4 结论

本文对低温条件下相变保暖服对人体的保暖性能进行了数值模拟计算。分析了相变

材料相变温度、分布方式、环境温度对人体热舒适性能的影响。得到如下结论：

（1）随着相变材料相变温度的升高，微环境和人体皮肤表面温度在同一时刻均有

所升高，从 28℃提高到 36℃，维持微环境的舒适时长扩大了 4.8 倍，人体表面温度提

高 0.364℃；

（2）随着相变材料分布越密集，维持微环境及人体表面舒适温度时间越长，但是

选择 32 个材料包和 40 个材料包的结果无明显差异，考虑到服装的湿散发能力，选择 32
个 PCM 包的分布方式最佳；

（3）随着环境温度的降低，同一时刻下微环境和人体表面温度均呈下降的趋势，

-20℃的环境温度相较于 2℃，在微环境的舒适临界点上维持时长最多相差 6400s，降低

了 7.4 倍。
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摘要：本文基于欧拉两流体模型，研究了 4.5MPa 下垂直上升管内局部过冷沸腾现象。首先搭建了封闭的过

冷沸腾计算模型，通过与已有实验结果的对比来对模型进行修正和可靠性评估，主要研究了壁面气泡脱离

直径、壁面气泡脱离频率、气泡成核密度子模型对过冷沸腾预测能力的影响；继而将实验工况的参数进行

了拓展分析，分析了实验中无法直接测得的数据分布规律以及背后的物理机制。

关键词：过冷沸腾，Bartolomei 实验，汽相分布。

0 前言

在核反应堆蒸汽发生器中，由单相液态水受热转变为蒸汽的过程中必然存在沸腾现象。

沸腾通常是包括以下几个阶段：过冷沸腾、饱和核态沸腾、膜态沸腾和过热等。沸腾中存在

着气泡的成核、生长和脱离过程，这一过程主要是由受热壁上的成核位置引起的液相到气相

的变化。在低热流态下，核沸腾的特征是离散的气泡从核化部位生长和离开；高的热流增加

活性核化部位的密度，气泡显示出横向合并的趋势。在流动换热情况复杂的核反应堆传热管

中，存在发生局部的过冷沸腾现象。通常在分析反应堆内的流动换热时，会采用相对简单的

两相流模型，比如均匀流模型。但是该模型对于局部传热现象的预测并不准确，阻碍了对局

部沸腾现象的精确建模和理解。欧拉两流体模型对于不同的相分别给出独立的质量、动量和

能量求解方程，更加具体的求解方程增强了模型预测结果的准确性。

Bartolomei 等[1, 2]是最早研究过冷沸腾局部参数的人之一，通过实验测量得到了过冷沸

腾区的沿程液态温度和空泡份额分布等，这些数据对于欧拉两流体模型过冷沸腾等的修正有

着重要意义；Michael D.等[3]通过改进实验测量手段，开发新型测量探针对过冷沸腾区进行

了局部测量，得到了空泡份额分布、界面面积浓度分布、Sauter 平均直径和界面速度；Eckhard
Krepper 等[4, 5]在研究过程中使用了种群平衡（Population Balance Aapproach）模型，该模型

较为准确地预测了随着入口温度的升高，从壁面到流道中心的气体体积分数分布的变化过

程；Yao 等[6]利用界面平衡方程来描述两相流动过程中的界面质量传递，对于湍流诱导的气

泡聚合和破碎模型进行了修正，并且通过与 DEBORA 实验[7]进行对比得到了优化的理论模

型 Yao-Morel 模型；Zhang 等人[8]建立了基于欧拉的多相流动数值模型来模拟过冷沸腾的特

性，通过数值模拟得到了有间隔栅和无间隔栅的单杆通道的热力学特性，研究了间隔栅对过

冷沸腾流动和换热特性的影响；Wang 等人(2016)[9]针对过冷沸腾相间作用子模型的选取展

开研究，同时比较了 3D 和 2D 计算模型下过冷沸腾模型预测能力的区别，计算结果证明 2D
计算模型结果更可靠；Zhang 等人[10]针对过冷沸腾中湍流模型的修正展开研究，详细说明

了单相湍流模型、两相湍流模型、壁面湍流修正函数对 Bartolomei 实验[1, 2]模拟计算结果

的影响，给出了湍流相互作用(Turbulence Interaction)模型的修正方程；Wang 等人(2017)[11]
给出了过冷沸腾模型中关于界面力模型的修正，利用 Bartolomei 实验[1, 2]的相关数据，验

证了修正后的模型在不同压力（1.5~15MPa）下的适用情况；Nemitallah 等人[12]通过加载用

户自定义函数（User Defined Function, UDF）研究了在轴向不均匀加热情况下，欧拉多相流



模型对垂直上升管过冷沸腾内泡状流的特性，同时采用流固耦合计算，分析了管道厚度对传

热的影响。

本文主要研究了 4.5MPa 下垂直上升管内局部过冷沸腾的物理现象，主要关注壁面气泡

脱离直径、壁面气泡脱离频率、气泡成核密度子模型对 RPI 预测能力的影响。

1 计算模型

CFD 计算中常用多相流模型包括欧拉模型、VOF 和 Mixture 等。欧拉模型作为双流体

模型，比 VOF、Mixture 等计算复杂度高，模型中的每一相的求解需要单独的能量、动量与

质量传输方程，而且各相间界面处的交换系数与压力相耦合，该模型适用于气体上浮、颗粒

悬浮、气泡柱以及流化床等几种情况。欧拉两流体模型计算方程如下：

质量守恒方程：
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能量守恒方程：
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式中ߙ，ߩ，࢜， ܵ，， ߬，ℎ和分别为 i 相的体积份额、密度、速度、源项、压力、应

力张量、比焓和热流量；݉ 和ܳ分别为 i 相至 j 相的质量和能量传递。

过冷沸腾过程中，壁面温度高于流体的饱和温度，气泡开始在壁面附近部分产生，并逐

渐长大脱离壁面，由于主流温度低于饱和温度，因此脱离壁面的气泡会在主流湮灭。这就是

过冷沸腾过程的主要特征，CFD 计算中采用 RPI 模型（RPI Boiling Model）进行过冷沸腾的

预测。

1.1 沸腾传热模型

由于气泡的脱离和湮灭，就会使得主流中的过冷流体补充到原来气泡占据的位置，就会

对壁面产生一个“激冷”的作用而带走热量，产生激冷热流ݍொ；另外的两部分ݍ是由单相的液

态与壁面之间的对流换热产生；ݍா则使得液态受热相变产生气泡。

ௐݍ = ݍ + ொݍ + ாݍ (4)
其中：

ݍ = ℎ( ௪ܶ − ܶ)(1 − (ܣ (5)

ℎେ =
ఘ౦௨ഓ

்శ
(6)

其中的符号 hc、Tw、Tl和 Ab 分别表示液相对流传热系数、壁面温度、靠近壁面流体的温度，

以及壁面被气相覆盖的面积比例，因此液相所占的面积比率就是(1-Ab)。

ொݍ = ௪௧ܥ
ଶ

ඥగఊ/್ೢ
( ௪ܶ − ܶ)ܣ (7)

其中 ݇和ߛ分别对应液相的导热系数和热扩散系数；ܥ௪௧是一个时间修正系数，取 1.0；݂ ௪是

壁面气泡的脱离频率，因此1/ ݂௪就是汽泡脱离后周围液态的补充周期。
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其中符号 ݀௪、ܰ௪、ߩ௩分别为汽泡脱离直径、核化密度、气相密度。

上面三式描述了 RPI 模型三部分热流密度，其中ܣ、 ݂௪、 ݀௪、ܰ௪等参数由一些补充

方程来确定：
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1.2 界面传递模型

计算模型中，除了需要用到壁面沸腾模型来描述工质从壁面吸收热量产生沸腾的机理之

外，还需要用到一系列的界面动量、热量和质量传递子模型，来对多相流动中液相和气相之

间的相互作用进行描述。

1.2.1 界面动量传递

界面质量传递模型包括界面面积、气泡直径、界面曳力、界面浮升力、湍流耗散力等子

模型。

界面面积(Interficial Area)的求解方程如下：

=ܣ
ఈ


(18)

其中的下标"d"代表离散相，这里的就是指泡状流中的气泡。

气泡直径：

ௗܦ = {
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(19)

界面曳力：
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其中ܥ௩
为曳力系数，选用ishii模型来确定。

界面浮升力：

(Lift Force)ܨ
→
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其中ܥ௩
为曳力系数，采用Tomiyama模型进行计算。

湍流耗散力：

(Tubulence Drift Force)ܨ
→

௩
் = ܨ−

→

௩
் = kߩ்ܥ− ݁∇ߙௗ (22)

1.2.2 界面热传递

热量传递包括界面向液相传递的热量和界面向气相传递的热量。

界面和液相之间传递的热量为：

௧ݍ = )ℎ௧ܣ ௦ܶ௧− ܶ) (23)

其中：ℎ௧=



(2 + 0.6ܴ݁.ହܲݎ.ଷଷ)

界面和气相之间传递的热量：

௩௧ݍ =
ఈೡఘೡ，ೡ

ఋ௧
( ௦ܶ௧− ௩ܶ) (24)

其中，δ为时间尺度，一般取0.05s， Cp，v为气泡的等压比热容，该式的前提是假设气泡的温

度在快速的相变过程中保持在饱和温度不变。

1.2.3 界面质量传递模型

界面质量传递包括两部分，一是壁面向气相的质量传递，二是气液两相之间界面的质量

传递。

壁面向气相的质量传递，是对加热壁面附近蒸发时气相产生的描述，可以由蒸发热流推

导而来，表示为：

݉ ா =
ಶ
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(25)

两相界面之间的质量传递由两部分组成：界面向液相的质量传递、界面向气相的质量传

递，表示为：

݉ ௩ = ݉ ௧+ ݉ ௩௧=
ାೡ
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(26)

boiling 模型中给出脱离直径的定义：
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1.3 湍流模型

计算用的湍流模型选择增强壁面处理(Enhanced Wall Treatment)的标准k-ε模型。该模型

的方程是一个近壁面模型方法结合了一个两层的模型，适用于低雷诺数流动，可用于所有的

ε-equation模型(二次RSM除外)，对于epsilon方程的近壁面处理结合了双层模型。



2. 计算分析

2.1 模型适用性分析

本文研究了4.5MPa压力下直管内过冷沸腾现象，引用Bartolemei实验[2]中4.5MPa过冷沸

腾的测量结果进行模型验证。计算过程中用到的参数见表 1。实验段为直径15.4mm的垂直

管，分为绝热段跟加热段两部分，进口绝热段长度0.5m，用以消除湍流进口效应的影响；加

热段长度2.0m，是实验主体段，壁面施加0.57MWm-2均匀热流；管内流体自下而上流动。计

算过程中使用二维轴对称模型进行计算。

表 1 Bartolemei 实验参数表（工作压力 4.5MPa）

直径, mm 加热段长度, mm 压力, MPa 壁面热流, MWm-2 质量流量, kgm-2s-1 进口温度, K

15.4 2000 4.5 0.57 900 472.39

根据已有的物理模型得到 CFD 计算用的几何模型，进行结构化网格划分。网格划分过

程中考虑到两相流对湍流的影响，近壁面网格进行加密处理。在物性的处理方面，调用 NIST
数据库的物性。本文的重点是研究 4.5MPa 下垂直上升管过冷沸腾现象，分析了过冷沸腾下

的两相流动、传热特性。主要研究了壁面气泡脱离直径、壁面气泡脱离频率以及气泡成核密

度对蒸汽生成过程的影响；针对 RPI 子模型进行了如表 2 所示的矩阵化处理，用于研究每

种子模型对计算结果的影响。

表 2 RPI 子模型计算矩阵

子模型编号 壁面核化密度模型 壁面气泡脱离直径模型 壁面气泡脱离频率模型

C1 Lemmert-chawla[13] (LC) Tolubinski-Kostanchuk[14]

(TK)

Cole[15]

C2 Unal[16]

C3 Kocamustafaogullari-

Ishii[17] (KI)

C4 Kocamustafaogullari-Ishii[18]

(KI)

Tolubinski-Kostanchuk[14]

(TK)

C5 Unal[16]

C6 Kocamustafaogullari-

Ishii[17] (KI)

利用得到的最佳网格对 RPI 下不同的子模型预测能力进行评估。需要说明的是，由于

C4 在计算过程中无法得到收敛的结果，不适用于该压力下的工况计算，将这一案例的分析

计划删除。从图 1(a)中可以看出，C1~C3, C5, C6 对传热的预测结果基本一致。从图 1(b)中
发现，五种封闭模型组合都可以预测出管内沿程的空泡份额；相比之下，C6 的预测能力更

强，可以较好地预测管内空泡沿程的发展趋势，同时，对于出口处空泡份额的预测，C6 更

切合实验值。另外，C1、C2 对于空泡份额的预测能力也不相上下；C3 对应的封闭模型预测

能力最差，计算得到的沿程空泡份额较低，这种子模型组合对于气泡产生过程计算结果低于

实际的气泡产出，可能并不适合用于该压力下的过冷沸腾预测。
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图 1 五种封闭模型相变预测能力与实验测量值的比较

2.2 结果分析

进一步利用已有模型对该过冷沸腾工况进行分析。如图 2，C1, C2, C5, C6 对沿程流速

的预测结果中，由于 KI 模型跟其他模型的组合本身存在兼容性不够好的问题，所以 C3 预

测的沿程流速相对较低；C5 预测的液体、气体流速在沿程出现了不同程度的波动，分析是

由于选用的脱离直径子模型的影响，在该位置附近发生了壁面气泡的脱离，同时受主流区

boiling 模型的影响，气泡在主流区发生破碎，引起的参数值波动。从图 2(b)中可以看出，最

开始流体处于过冷状态，没有气泡；随后由于局部过冷沸腾产生了气泡，为了维持恒定的界

面质量流量，液体流速开始增加，并且产生的气泡受到浮升力的作用，流速相应地高于液体。
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图 2 五种封闭模型对沿程流速预测结果分析

综上，在模型符合度上 C6的预测能力更强，可以较好地预测管内空泡沿程的发展趋势；

C3 对应的封闭模型预测能力最差，计算得到的沿程空泡份额较低，这种子模型组合对于气

泡产生过程计算结果低于实际的气泡产出，可能并不适合用于该压力下的过冷沸腾预测。

3.结论

本文建立了直管内流动换热模型，研究了加热垂直管内过冷沸腾下的流动换热，得到以

下结论：

利用 Bartolomei 实验做模型验证，得到了可靠的过冷沸腾预测模型；通过研究发现，

RPI 模型对于液态温度场的预测能力很好；KI 对应的核化密度模型跟壁面脱离直径模型结



合可以较好地预测管内空泡份额分布情况。继而将实验工况的参数进行了拓展分析，分析了

实验中无法直接测得的数据分布规律以及背后的物理机制。

符号表
主要符号

A 面积/m2

d 直径/m
h 焓值, kJ/kg
K 阻力系数

L ⻓度/m,
M 质量流量, kg/s
N 无量纲数

p 压力/Pa,
ρ 密度, kg/m3

q 功率, kW
T 温度, K
S 源项

t 时间, s
v 比容, m3/kg
x 出口干度

希腊符号
Δ Wall roughness/m
δ Heat structure thickness/m
α Void fraction
τ Surface tension, N.m
脚标

e Thermal equilibrium
f Fluid
g Gas
in Inlet
sub Sub-cooling
w Wall
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摘要：泡沫金属具有较好的传热强化性能，将其作为吸液芯加工试制了泡沫金属芯钠热管，实验考察了冷

凝段长度对泡沫金属芯钠热管启动性能、等温性能和传热性能的影响，并与无芯钠热管进行了对比分析。

实验结果表明，在加热温度为 750℃~950℃时，泡沫金属芯钠热管在冷凝段长为 300 mm 和 500 mm 时均能

成功启动，冷凝段的长度越短越有利于钠热管的启动，冷凝段长 300 mm 时启动时间约 39~47.1 min；冷凝

段长度越短，泡沫金属芯钠热管轴向等温性越好，冷凝段长 300mm 时的比长 500 mm 时轴向温差低 58 ℃；

在较低的加热温度下，泡沫金属芯钠热管在冷凝段长 300 mm 时相比长度 500 mm 时的传热系数较大、等效

热阻较小，传热性能较好，缩短冷凝段长度有利于提高泡沫金属芯钠热管的等温性能和传热性能；和无芯

钠热管相比，泡沫金属芯钠热管的启动较快，在加热温度低于 900 ℃时等温性能和传热性能均较好。

关键词：钠热管；泡沫金属；启动性能；传热性能，冷凝段长度

0 引言

热管是一种高效的传热元件，高温热管的工作温度达到 600~1800 K，是高温领域能源

高效转换以及热安全调控的有效解决方案[1, 2]。吸液芯可为热管工质的回流提供毛细抽力和

流动通道，从而强化工质流动与传热，并扩展热管的应用环境。传统吸液芯包括丝网芯、金

属烧结吸液芯和沟槽吸液芯，其性能各有优劣。丝网型吸液芯结构简单，制造方便，但丝网

与管壁贴合不紧会导致热阻较大[3]。槽道型吸液芯径向热阻小但能提供的毛细力小而性能易

受工作倾角影响[4]。金属粉末烧结型吸液芯毛细力大，但是孔隙率低导致了冷凝液回流阻力

大[5]。为了使吸液芯能同时兼具高毛细抽力、低流动阻力及强传热性能的优点，一些学者提

出了对多种单一结构进行组合的复合式吸液芯[6]。白穜等[7]实验发现热管的吸液芯由金属纤

维毡和三角沟槽组合后其传热性能优于三角沟槽的。研究表明，复合式吸液芯受单一吸液芯

种类、孔径结构和大小等诸多因素影响，目前对综合性能优良的新型吸液芯结构尚需开发和

研究。泡沫金属作为一种新型多孔材料，一方面可以降低工质沸腾起始温度[8]；另一方面可

以提升临界热流密度[9]，将其作为吸液芯应用到高温热管中有强化热管工作性能的潜力。

热管的尺寸、充液量、加热功率、倾角和蒸发/冷凝段长度是影响热管工作性能的重要

因素，有少数学者对蒸发/冷凝段长度的影响进行了研究，如赵蔚琳等[10]实验对比了相同加

热功率下蒸发段长度 270 mm~580 mm 时钠热管的启动性能，结果表明蒸发段长度过短将导

致高温热管启动失败，蒸发段长度为 580 mm 时启动效果最好，启动时间最短。贾雷雷[11]实

验发现，不同的蒸发段冷凝段长度比对不同工质重力热管传热性能影响不同，不锈钢-丙酮

热管、不锈钢-甲醇热管和不锈钢-水热管分别在蒸发段冷凝段长度比为 1: 1.67、1: 1.5 和 1:
1 时传热性能最好。郭青等[12]实验考察了蒸发段长度和冷凝段长度对钠钾合金重力热管启动

性能的影响，发现热管冷凝段末端温度随着蒸发段长度的增加而升高，冷凝段外壁面温度分

布趋于均匀。由上述研究可知，热管的蒸发段和冷凝段长度对高温热管的启动和传热性能有

较大的影响，但是其影响规律尚未得到充分研究。

本文制备了泡沫金属芯钠热管，研究了不同加热温度下冷凝段长度对泡沫金属芯钠热管

启动性能、等温性能和传热性能的影响，并与无芯钠热管进行了对比与分析，所得结论可为



泡沫金属芯钠热管实际应用提供参考。

1 高温热管工作性能实验测试系统

1.1 钠热管的结构参数

本实验加工制备了一根泡沫金属芯钠热管和一根无芯钠热管，除了吸液芯，其它结构尺

寸一致。钠热管的管壳材料为 310s 不锈钢，管壳尺寸为外径 Φ34 mm，厚度 2 mm，长度 1
m，钠工质的充液量均为 71g。泡沫金属芯选择孔隙率高达 97 %的泡沫金属镍，其孔密度为

75PPI，采用 SEM 扫描电镜对泡沫金属的微观结构进行了考察，图 1（a）为放大 30 倍后的

材料样貌图片，图 1（b）的是放大 100 倍后的材料样貌图片。泡沫金属中通过金属骨架相

互连结，内部间隙相互联系，形成比较特殊的三维立体结构，可作为热管的毛细芯。

（a）放大 30 倍 （b）放大 100 倍

图 1. 泡沫金属镍 SEM 扫描电镜图

1.2 钠热管工作性能实验测试系统

本实验系统主要由高温热管、加热系统和数据采集系统构成。实验测试系统如图 2 所

示。加热系统主要为硅碳棒加热炉，最高加热功率为 5 kW，最大加热长度为 500 mm，通过

温控仪实现加热炉内加热温度的调节。高温热管为冷凝段在上的竖直放置，高温热管绝热段

包裹有硅酸铝保温棉套，以绝热段长度来控制热管冷凝段长度，保温棉直径 Φ400 mm。实

验中热管冷凝段自然冷却。数据采集系统包括数据采集仪和电脑，使用热电偶和温度巡检仪

进行温度的数据采集，热电偶选择 K 型铠装热电偶，温度误差为±2.5 ℃。

图 2. 实验测试系统图

1.3 泡沫金属芯钠热管工作性能实验测试方案设计

本实验通过 7 根热电偶轴向分布在热管外表面上来测试热管的外表面温度分布，其中

蒸发段布置 3 根，冷凝段布置 4 根，热管壁面周向布置 3 根热电偶以观察热管的周向温度分

布情况，如图 3。实验用高温热管总长 1000 mm，蒸发段长 500 mm（图示 3 为冷凝段长 500
mm），将 K 型热电偶用金属丝固定在高温热管表面进行测温，通过不锈钢卡箍让热电偶测

温端和管壁密切接触以减小误差。



图 3. 热电偶分布图（单位：mm）

在对泡沫金属芯钠热管的实验测试中，主要考察不同冷凝段长度（300 mm 和 500 mm）

下各加热温度（750~950 ℃）时泡沫金属芯钠热管的启动性能、等温性能和传热性能，并与

无芯钠热管的进行对比。

2 钠热管的启动性能

根据传热理论和 Knudsen 数[13]，获得热管内工质过渡流和连续流转变温度，泡沫金属

芯钠热管管内钠工质过渡态转变温度为 268 ℃，连续流态转变温度为 413 ℃。无芯钠热管管

内钠工质过渡态转变温度为 266 ℃，连续流态转变温度为 407 ℃。图 4 为泡沫金属芯钠热

管冷凝段长度 300 mm 时、加热温度 900 ℃下的轴向温度分布图。

图 4. 不同冷凝段长度时泡沫金属芯钠热管轴向温度分布

随着加热的进行，泡沫金属芯钠热管的蒸发段温度从室温迅速上升，热管工质钠在 10
min 后全部熔化，从固态全部熔化成液态。在 20 min 左右，蒸发段壁面温度在 268 ℃之上，

说明蒸发段中钠蒸汽已全部由自由分子流转变为过渡流。在 30 min 时蒸发段壁面温度全部

在 413 ℃以上，说明蒸发段中的钠蒸汽已经处于连续流动状态；而此时冷凝段温度较低，说

明钠蒸汽还未运动至冷凝段。在 40 min 时，冷凝段壁面温度在 268 ℃以上，说明此时冷凝

段中钠蒸汽正在从自由分子流转变为过渡流。直至 45 min，冷凝段壁面温度全部升至 413 ℃

以上，说明冷凝段中的钠蒸汽也已全部处于连续流状态，此时整个热管内部的钠蒸汽全部达

到连续流状态，热管完全启动。

（a）泡沫金属芯钠热管冷凝段 500 mm （b）泡沫金属芯钠热管冷凝段 300 mm



（c）无芯钠热管冷凝段 300 mm （d）无芯钠热管启动后冷凝段冲管现象

图 5. 不同冷凝段长度下钠热管启动过程的温升情况和实物照片

图 5 为各加热温度、不同冷凝段长度下热管测点 7 温度随时间变化，可以看出，泡沫金

属芯钠热管冷凝段 500 mm 和 300 mm 时，在加热温度 750 ℃时热管测点 7 温度稳定后未达

到连续流转变温度点，热管未能成功启动，这是由于蒸发段加热温度低，输入热量不足，无

法维持工质持续升温达到连续流。泡沫金属芯钠热管在加热温度为 800~950 ℃时成功启动，

随着加热温度的增加，测点 7 达到稳态时的温度不断升高，热管启动性能逐渐改善，且两根

热管蒸发段加热温度越高，冷凝段升温速度越快，到达连续流转变温度的时间越短，在加热

温度为 950 ℃时启动最快，启动时间分别为 43.2 min 和 39 min。这是由于蒸发段加热温度

的增加提高了内部工质的吸热速度，让工质可以更快达到所需温度和压力，缩短了工质吸热

蒸发、冷凝放热和液体回流的时间，可更快地将热量从热管蒸发段传至冷凝段进而缩短热管

的冷冻启动时间。无芯钠热管在加热温度为 750 ℃和 800 ℃时，热管未能成功启动，在

850~950 ℃时成功启动，随着加热温度的增加其启动时间缩短，在加热温度 950 ℃时启动时

间为 43 min。因此，提高加热温度有利于钠热管的启动，缩短热管的启动时间。

实验过程中，在蒸发段加热温度处于较低水平时，无芯钠热管内部温度比较稳定；当加

热温度增加到 850 ℃和 900 ℃时，热管启动完成后冷凝段顶端温度出现明显骤变现象，实验

中可以清晰地听到管内液柱间歇性撞击冷凝段金属端面的砰砰响声，且伴随着管体剧烈振

动，冷凝段末端发黑，如图 5（d）所示。而随着加热温度增至 950 ℃，温度骤变现象消失，

管内温度较为稳定。造成这种现象的原因是无芯钠热管内出现了钠工质的气液携带。当无芯

钠热管内蒸汽速度够高，气液交界面存在的剪切力将吸液芯表面液体撕裂并将其带入蒸汽流

冲向冷端，从而出现撞击端面的响声和温度骤变的现象会，导致冷凝液回流减少和传热能力

的下降。而泡沫金属芯钠热管由于泡沫金属芯的存在，液体分布在泡沫金属芯中，气液分处

两层，不易出现液体工质被蒸汽携带抛至冷凝段的现象。



图 6. 不同冷凝段长度下钠热管启动时间

图 6 为钠热管不同冷凝段长度下启动时间，从图中可以看出冷凝段 300 mm 泡沫金属钠

热管的启动时间在 800~950 ℃加热温度下约 39~47.1 min，比冷凝段 500 mm 的短，说明降

低冷凝段长度可以缩短泡沫金属芯钠热管的启动时间，提高泡沫金属芯钠热管的启动性能。

这是由于降低热管冷凝段长度使热管散出热量减小，蒸发段的热输入足够热管完成启动。而

在 850~950 ℃加热温度下启动时间比无芯钠热管的短，说明相比无芯钠热管，泡沫金属芯钠

热管在该加热温度范围内启动性能更好，这是由于泡沫金属芯钠热管工质均布在多孔结构的

吸液芯中，传热面积大，有效热导率高，能够加快轴向传热，且泡沫金属芯的多孔结构能促

进液态工质的初始核化，较无芯钠热管能让冷凝段工质更快熔化和蒸发。

3 等温性能研究

图 7 为不同冷凝段长度下钠热管轴向壁面温度分布。随着加热温度的增加，热管整体温

度提高，轴向温差越来越小。但是它们的轴向温差不同，冷凝段 300 mm的温差为 267~381 ℃，

冷凝段 500 mm 时热管的温差为 325~419 ℃。泡沫金属芯钠热管的蒸发段温度（测点 1~3）
较高，冷凝段（测点 4~7）较低，热管在 750 ℃时由于未能完全启动，蒸发段和冷凝段的温

差较大，最大温差可以达到 419 ℃。随着加热温度的增加，热管的整体温度升高，轴向温度

分布越来越均匀，泡沫金属芯钠热管的轴向温差降到了 325 ℃，相比 750 ℃时降低了 94 ℃，

这是由于加热温度的增加让热管蒸发段产生更多的饱和蒸汽使得热管内部蒸汽压力增大，快

速推动饱和蒸汽运动至冷凝段冷凝为液体释放热量，从而使冷凝段维持较高的温度，即热管

轴向温度梯度降低、等温性得到改善。说明降低冷凝段长度有利于减小轴向温差，提高等温

性能。

（a）泡沫金属芯冷凝段长度 500 mm （b）泡沫金属芯冷凝段长度 300 mm

（c）无芯冷凝段长度 300 mm

图 7. 不同冷凝段长度下钠热管轴向壁面温度分布



无芯钠热管稳定后的蒸发段温度明显高于冷凝段的温度，且随着加热温度的升高，热管

整体温度升高，冷凝段顶端测点 7 处的温度受加热温度的影响最大，在加热温度 750 ℃下测

点 7 温度为 229 ℃，热管最大温差达到了 499 ℃，而在加热温度 950 ℃下测点 7 温度为

679 ℃，热管最大温差只有 257 ℃。这是由于无芯钠热管在加热温度 750 ℃时未完全启动，

此时管内没有完全形成连续流，传热能力不足，所以等温性较差，而随着加热温度增加，无

芯钠热管完全启动，蒸发段的热量能够有效传输到冷凝段，使冷凝段可以维持较高温度。说

明随着加热温度的增加，热管轴向温度分布越均匀，等温性越好。在加热温度 750~900 ℃

时，泡沫金属芯钠热管的轴向温差比无芯钠热管的小或差距不大，最多可以降低 30.7 %的温

差；但在加热温度 950 ℃时，无芯钠热管的轴向温差却比泡沫金属芯的要小，只有 272 ℃的

温差，相比泡沫金属芯的降低了约 13.9 %。说明在加热温度 750~900 ℃时，泡沫金属芯钠热

管的等温性更好，但是加热温度达到 950 ℃时，无芯钠热管的等温性更好。

4 钠热管的传热性能分析

4.1 公式计算

热管的传热量包括冷凝段与空气对流散热和辐射散热，冷凝段被分成 4 个区域，总传热

量由每个区域排出的热量的总和来确定，故热管的传热量为：
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式中，Ac_i为冷凝段区域散热面积，m2；hi为热管与空气对流换热系数，W/(m2·K)；ε为
不锈钢管壳黑度，取 0.85；σ为斯忒藩-玻尔兹曼常数，σ=5.67×10-8W/(m2·K4)；Tw_i为冷凝段

区域壁面温度，K；Tair为空气温度，K。实验中热管冷却方式为自然冷却，其对流换热系数

的计算如下：

根据传热学理论可以得到热管冷凝段自然对流换热的格拉晓夫数 Gr：
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式中，g 为重力加速度，m/s2；αv 为体膨胀系数，D0 为热管外径，m；μ 和 ρ分别为空

气的动力粘度和密度，Pa·s、kg/m3。判断实验过程中的流动为层流流动，根据 Heo 等[14]对

单管与空气的自然对流换热实验拟合得到努塞尔数 Nu：

0.250.3 (1 0.7cos )Nu Ra φ  （3）

其中，Ra 为瑞利数，Ra=GrPr，Pr 为空气的普朗特数；φ为热管倾角，本实验取 0°。
自然冷却下冷凝段对流换热系数 h：

0/h λNu D （4）

式中，λ 为空气导热率，W/(m·K)。热管轴向等效热阻可用于评判热管的传热，等效热

阻越小，热管的传热性能越好。根据《热管传热性能试验方法》可知计算如下：

t
R=

Q


（5）

式中，Δt 为热管轴向蒸发段和冷凝段的平均温差，K。热管传热的另外一个评判依据是

传热系数，用于表征热管的传热性能。根据《热管传热性能试验方法》可知热管冷凝段的传



热系数为 Kc：
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其中，Ac 为热管冷凝段外壁面面积，m2；Δtc 为热管冷凝段内蒸汽与管外壁面之间的温

差，K。实验采用不确定度的 B 类评定进行误差分析。B 类不确定度 UB为：

BU CΔ/ （7）

式中，Δ 为测量值的系统误差极限，与系统误差有关，其主要来源于仪器误差；C 为置

信概率为 0.863 时的置信系数，实验中认为仪器误差的分布是均匀的，故 C= 3。本实验采

用 K 型铠装热电偶测量钠热管管壁温度，热电偶的仪器误差为 2.5 ℃。由式（7）可知热电

偶测点温度的不确定度为 1.45 ℃。

4.2 传热分析

图 8 为不同冷凝段长度时钠热管传热量，可以看出，不管是泡沫金属芯还是无芯，钠热

管的传热量均随着加热温度的增加而增加。泡沫金属芯钠热管在冷凝段长 300 mm 时的传热

量为 1045~1677 W，在冷凝段长 500 mm 时的传热量为 1349~2303 W，可见增加冷凝段长度

可以提高热管的传热量。无芯钠热管在冷凝段长 300 mm 下的传热量为 1034~1818 W，相比

泡沫金属芯钠热管的差距不大，说明本实验条件下吸液芯对钠热管传热量的影响较小。

图 8. 不同冷凝段长度时钠热管传热量

（a）等效热阻 （b）传热系数

图 9. 不同冷凝段长度时钠热管传热系数和等效热阻

图 9 为不同冷凝段长度时钠热管等效热阻和传热系数。从图 9（a）可以发现，随着加热



温度的升高，不同吸液芯和冷凝段长度的钠热管的等效热阻均随之降低。加热温度在 750 和

800 ℃，冷凝段长 300mm 时泡沫金属芯钠热管的等效热阻比冷凝段长 500mm 时的泡沫金属

芯钠热管和无芯的均低，约为 0.19 和 0.24 K/W；而在 850 ℃时三者的等效热阻相当，当加

热升至 900 和 950 ℃，冷凝段长 500mm 的泡沫芯钠热管的等效热阻最低，约为 0.1 和 0.13
K/W。说明在较高的加热温度，增加冷凝段长度有利于降低泡沫金属芯钠热管等效热阻，提

高其热管的传热性能。图 9（b）为不同冷凝段长度时钠热管的传热系数，可以看出，随着加

热温度的升高，不同吸液芯和冷凝段长度的钠热管的传热系数均随之增加。对于不同冷凝段

长度而言，泡沫金属芯钠热管在冷凝段长 300 mm 时的泡沫芯钠热管的传热系数较高，约为

139~245 W/(m2·K)，冷凝段长500 mm的泡沫芯钠热管的传热系数较低，约为69~180W/(m2·K)，
说明减小冷凝段长度可以提高热管的传热性能。冷凝段长 300 mm 时，无芯钠热管与泡沫芯

钠热管的传热系数相差不大，在加热温度 950 ℃时无芯钠热管的传热系数较高，约为 285
W/(m2·K)。

5 结论

本文主要考察了不同加热温度下冷凝段长度对泡沫金属芯钠热管启动性能、等温性能和

传热性能的影响，并与无芯钠热管进行了对比分析，具体得出结论如下：

（1）冷凝段长度对泡沫金属芯钠热管的启动性能影响较大，泡沫金属芯钠热管在冷凝

段长度为 300 mm 和 500 mm 时均能成功启动，而冷凝段长 300 mm 时的启动时间较短，约

39~47.1 min，减少冷凝段的长度有利于热管的启动。

（2）缩短冷凝段长度有利于提高泡沫金属芯钠热管的等温性能。冷凝段长 300 mm 时

泡沫金属芯钠热管轴向温差最小为 267 ℃，比冷凝段 500 mm 的低 58 ℃。和无芯钠热管相

比，泡沫金属芯钠热管在加热温度低于 900 ℃时等温性能更好，但是在较高加热温度时相同

冷凝段长度的无芯钠热管的等温性能更好。

（3）较高的加热温度，冷凝段长度越长泡沫金属芯钠热管的传热性能越好。在 900 和

950 ℃，冷凝段长度为 500 mm 时的传热性能优于冷凝段长度为 300 mm 的，对应的等效热

阻约为 0.1 和 0.13 K/W。在冷凝段长度为 300 mm 时，加热温度低于 900 ℃时泡沫金属芯钠

热管的传热性能比无芯的好，而在较高加热温度 950 ℃时无芯钠热管的传热性能更好。
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摘要：本文通过可视化实验方法对太阳盐的非等温结晶行为进行了实验研究，并结合理论分析计算获

得了太阳盐的结晶速率等关键结晶动力学参数，拟合得到了不同冷却速率下的相对结晶度计算关联式。

研究结果发现，太阳盐的相对结晶度与温度呈现较强的非线性关系，冷却速率显著影响太阳盐的结晶

过程，单一的动力学模型难以准确描述太阳盐的整个结晶过程。本文基于可视化实验手段弥补了 DSC 无

法测量太阳盐为代表的高温共晶熔盐相变过程相对结晶度的不足，丰富了高温熔盐材料的相变储热机

理研究。

关键词：熔融盐，非等温结晶，结晶动力学，可视化实验

0 前言

能源是人类发展历史中不可或缺的一部分，人类过去对于能源的需求往往通过对化

石能源的开发利用来满足。然而，化石燃料排放的过量二氧化碳对全球环境造成例如全

球变暖等一系列问题[1]。因此，碳中和成为了目前应对气候改变，推动能源转型的重要

策略，而储能是实现这个目标的重要支撑[2]。在所有的储能技术中，储热是储能最常用

的方式之一。在三种不同的储热方式中，显热储热成本低廉但储热密度低，化学反应热

储热技术成本高，系统复杂，相变储热技术成为了目前最具发展前景的储热模式[3]。

熔融盐具有成本低，寿命长，具有高热流密度，可以在高温条件下使用等优点，从

而在各类储热系统中得以广泛运用[4]。如在以太阳能光热系统为代表的系统中，将太阳

能作为可以利用的显热储存在液态的熔融盐介质中，在需要时进行稳定发电应用，已经

被认为是一种成熟的太阳能热发电技术[5]。但将熔融盐类作为相变储热系统的储热介质

的应用温度范围更广，具有更高的储热密度，并且具有更好的热稳定性，也是未来储热

领域研究的热点所在[6]。目前，对于熔融盐相变储热的研究一般集中于新一代熔融盐种

类的开发和对熔盐热性能的改进上。

Jiang 等人[7]开发了一种用于高温储热的新型相变材料，该材料为 Na2CO3与 NaCl 形
成的共晶熔盐,并打算通过开发 PCM 复合材料或封装 PCM 来提高盐的热性能和减小盐

的腐蚀性。Ren 等人[8]按不同比例制备了 36 种混合碳酸熔盐，通过测量熔点和比热从中

选取了具有相变储热潜力的 24 种共晶熔盐。Wei 等人[9]对包括高温熔盐在内的高温相变

材料的热物性进行了总结，并对克服高温熔盐作为 PCM 时导热性差等缺点所使用的几

种传热和性能增强技术进行了总结。M.K.等人[10]向太阳盐中加入了不同浓度的 MgO 纳
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米颗粒，发现所有的复合材料都比纯太阳盐具有更高的比热和热导率，作者认为这种材

料具有用于潜热储热系统的潜力。而 Awad 等人[11]向二元硝酸盐中分散了三种不同类型

的纳米颗粒，同样得到了更高的热导率和潜热，研究结果表明，使用纳米颗粒与熔盐组

成的复合材料储存热能是一种具有潜力的技术。

同时，对于高温熔盐所使用的相变储热元件的结构设计与制备工艺、相变储热元件

的相变传热模拟与计算等，也是目前研究的热点所在。例如 Tao 等人[12]基于焓法对高温

熔盐相变储热单元进行了数值研究，采用了波纹管、锥形翅片管和螺旋翅片管三种增强

管来提高相变储热单元的性能。Li 等人[13]建立了一种新型的熔盐相变材料宏观封装高温

填充床储能系统，以大尺寸封装的熔盐为相变材料，设计并构建了一种新型相变材料

（PCM）胶囊，数值模拟结果与实验数据之间具有良好的一致性。

综上所述，在对于将熔融盐作为相变储热材料的研究中，目前的研究方向一般集中

在新熔盐配方的开发或熔盐热性能的提高方法以及熔盐储热相变单元或系统的设计开发

上。结晶作为相变过程中的一个重要现象，与相变材料的储热性能具有密不可分的关系。

但在目前的研究中，却缺乏对于高温熔盐非等温结晶行为的研究，熔盐的固液相变机理

尚不明确。

针对上述关于熔融盐相变储热机理研究的不足，本文以太阳盐为代表，搭建了微观

可视化实验台，在二维层面下，研讨了在非等温条件下，一些已知的动力学模型对于测

定太阳盐结晶性质的可行性。利用 Jeziorny 和 Mo 的经典理论，计算了太阳盐的结晶速

率等有关的结晶动力学参数，通过对太阳盐凝固过程的结晶度的实时观察，探究熔盐与

石蜡等聚合物结晶性能的差异。本研究为深入了解熔盐类相变材料的相变行为和结晶动

力学提供了有价值的参考。

1 实验方法及系统

1.1 太阳盐的制备与热物性测量

本研究所使用的材料为在商业上得到广泛应用的太阳盐。太阳盐是一种二元硝酸盐，

由硝酸钠和硝酸钾以质量比 6:4 混合，经过多次熔化，搅拌，凝固，研磨产生的共晶盐。

硝酸钠和硝酸钾从阿拉丁公司购置，级别为 ACS，纯度高于 99%。

通过差式扫描量热法（DSC，Netzsch STA449F3）对太阳盐的热物性进行测试。得

到的熔化过程中的固相线温度 Ts，液相线温度 TL，以及潜热 L 如表 1 所示。

表 1 太阳盐相关热性能参数实验与文献数据对比

Table 1 Comparison of Thermal Performance Parameters Related to Solar Salt
Ts(℃) TL(℃) L(kJ/kg) 

实验 221.8 245.5 102
文献[14] 220-227 231-248 102-144

由表 1 可以看出，该实验所制备出的太阳盐的相关参数与文献[16]记录的有关参数一

致，证明太阳盐成功制备。

1.2 可视化实验台及方法

图 1 为在二维层面下对太阳盐结晶过程进行观察的可视化实验台，该实验台主要由

计算机，金相显微镜，冷却泵，加热台以及温度控制器(SDT19C)组成。计算机与位于显



微镜上方的高清摄像机和温度控制器相连，对太阳盐的相变过程和所处的实时温度进行

记录。设定程序使得加热台以 5℃/min，10℃/min，20℃/min 从 260℃降温至 180℃，记

录所用的时间，经过多次测量出的计算出的平均实际降温速率列于表 2 中。结果表明温

度控制器能通过设定温度控制程序，通过冷却泵和加热台进行较为准确的升温与降温控

制，特别是在冷却速率较低时。加热台的俯视结构示意图如图 1 下方所示，太阳盐相变

过程发生在载玻片与盖玻片之间，盖玻片具有一定的厚度与重量以保证在太阳盐熔化时，

提供足够的压力使得太阳盐液滴竖直方向上的厚度足够的薄。该方法可以保证太阳盐液

滴凝固时结晶发生在同一水平线上，晶体之间不会产生上下的交叠以便于观察，得到的

结晶观察效果如图 4 所示。

为了减少 DSC 实验与可视化实验的差异，在该实验中，所使用的太阳盐的重量与升

降温程序的控制均与 DSC 实验保持一致。首先，称取 10mg 左右的太阳盐放置于载玻片

上，加盖盖玻片后升温至 260℃，恒温 5min 以保证太阳盐完全熔化，在盖玻片上施加一

定的压力，保证太阳盐液滴均匀分布在载玻片上且凝固时不会出现晶体之间上下的交叠。

随后冷却至室温。实验时，所设定的升降温程序也与 DSC 实验保持一致，即升温到 180℃

后恒温 5min，再升温至 260℃，保持 5min 后以 5K/min，10K/min，20K/min 的冷却速率

进行降温，直到 180℃，太阳盐的相变过程，和加热台所处的实时温度通过计算机进行

观察记录。

表 2 太阳盐相变可视化实验台降温速率误差

Table 2 Error of cooling rate of solar salt phase transformation visualization experiment platform
设定冷却速率 φ

(℃/min)

平均冷却速率 v
(℃/min)

误差 R

5 5.041 0.8%
10 10.411 4.1%
20 18.346 8.3%

图 1 熔融盐相变可视化实验台

Fig.1 Visual experimental platform for molten salt phase transition

2 实验结果及讨论



2.1 可视化实验分析

据以往的研究表明，结晶过程一般分为结晶成核和生长两个部分。所使用的动力学

结晶模型通常基于以下方程来研究晶体的成核和生长的速率[15]：

( ) ( )dX
k T f X

dt
 (1)

其中，X 表示相对结晶度，k(T)表示速率常数。

在本研究中，在三种不同的冷却速率(5℃/min，10℃/min，20℃/min)下，相对结晶度

X 通过高清摄像头观察到的结晶部分与观察区域面积的比值得到，与对应加热台显示的

结晶温度 T 的关系如图 2 所示。同时，为了减轻不同组之间受环境等因素影响产生的温

度之间的差异，将式(1)中所定义的结晶温度 T 根据式(2)转换为结晶时间：

0T T
t




 (2)

其中，T0 和 T 分别表示结晶的初始温度和 t 时刻的温度。不同冷却速率下的相对结

晶度与结晶时间的关系绘制与图 3。

图 2 同组实验中不同冷却速率下相对结晶度随温度的变化规律

Fig.2 Variation of relative crystallinity with temperature at different cooling rates in the same group of

experiments

图 3 不同冷却速率下相对结晶度随时间的变化规律

Fig.3 Variation of relative crystallinity with time at different cooling rates



从图 2 可以看出，针对同一组样品，随着冷却速率的增大，太阳盐的相对结晶度向

低温方向移动，说明太阳盐凝固时的分子运动不能跟随温度的变化。因此，在更高的冷

却速率下，太阳盐可能需要更高的过冷度来克服核能壁垒，这与聚合物结晶，例如石蜡

出现的现象一致[15]。由图 3 可知，冷却速率越高，结晶的过程越快。

根据 Avrami 理论[16]，相变结晶度为：

t 1 exp( )nX Zt   (3)

其中，n 表示 Avrami 指数，与晶体生长形状和成核类型相关，Z 表示 Avrami 常数，

取决于成核和生长速率。从图 3 可以看出，相对结晶度随时间的变化趋势为上宽下窄的

S 形状，不符合一般的 Avrami 方程曲线，无法像石蜡等聚合物拟合出一条反应结晶状态

的曲线。从图 4 可以看出，太阳盐的晶体生长过程出现晶体爆发生长(a-f)和晶体的粗化

生长(f-i)，前者晶体的生长速率快，形核率增加，后者生长速率变缓，逐渐失去枝状晶的

形态样貌。

图 4 太阳盐结晶过程（图中比例尺为 200m）

Fig.4 Crystallization process of solar salt (scale in the figure is 200m)

Avrami-Jeziorny 方程[17]常用于描述非等温结晶过程，基于 Avrami 方程，其形式为：

1 exp( )n
t tX Z t   (4)

ln[ ln(1 )] ln ln( )t tX n t Z    (5)

其中，Xt为 t 时刻的相对结晶度，Zt为生长速率常数，n 为 Avrami 指数。

根据式 5 绘制有关 ln t 和 ln[-ln(1-Xt)]的曲线，如图 5 所示，根据曲线的斜率和截距

可以得到 n 和 Zt的值。从图 5 中可以看出，在不同的冷却速率下，太阳盐结晶的各阶段

都保持着良好的线性特征，实验和模型具有较高的一致性，但生长速率常数 Zt和 Avrami
指数 n 在相对结晶度在 0.7 以上时发生突变，对应着图 4 中晶体形态结构的变化。



图 5 不同冷却速率下 ln(t)和 ln[-ln(1-Xt)]关系图

Fig.5 Diagram of ln(t) and ln[-ln(1-Xt)] at different cooling rates

对图 5 中的曲线进行分段线性拟合后，生长速率常数 Zt 和 Avrami 指数 n 的取值如

表 3 所示。在三种不同的冷却速率下，太阳盐结晶前后段的 Zt值均随着冷却速率的提高

而提高，更高的过冷度导致成核密度的提高，使得结晶速率加快，从而得到更大的 Zt值。

不同的 n 值反映了太阳盐不同阶段的晶体生长状态。太阳盐前段的 n 值均大于 4，反应

出形核率的增加，具有明显的枝状结构，而后段的 n 值在 1 左右，从图 4 可以看出晶体

的生长类似于片状的生长。同一阶段下，n 值随着冷却速率的增加而增加但增长的幅度

较小，说明在不同冷却速率下晶体的形态结构变化不大。由图 5 得到的太阳盐结晶度与

结晶时间的关系如图 3 中虚线所示。

表 3 太阳盐的非等温结晶的 n，Zt值

Table 3 n and Zt values of non-isothermal crystallization of solar salts
冷却速率 φ (℃/min) 5 10 20

n1 4.4684 4.63116 4.94308
ln(Zt)1 1.47141 4.00067 8.05103

R2
1 0.96094 0.92726 0.95099

n2 0.89965 1.00391 1.09907
ln(Zt)2 0.29122 0.97174 2.10958

R2
2 0.81855 0.67507 0.74237

半结晶时间(t1/2)表示结晶度为 50%的时间，常被认为是结晶过程的一个重要参数。

采用 Jeziorny 模型(式 5)计算得到的 t1/2的值与可视化实验观测数据得到的 t1/2值如表 4 所

示。t1/2 的值随着冷却速率的增大而减小，结晶进行的速度更快。计算得到的 t1/2 值与实

验数据范围近似相等，说明 Jeziorny 方法在太阳盐结晶过程中也具备良好的适用性。

表 4 不同冷却速率下的半结晶时间

Table 4 Semi-crystallization time at different cooling rates

冷却速率 φ

(℃/min) 

t1/2实验

(min)
t1/2模型

(min)
5 0.6-0.7 0.663



10 0.4-0.5 0.389
20 0.1-0.2 0.182

为了进一步研究太阳盐的非等温结晶行为，采用基于 Avrami 和 Ozawa 模型的 Mo
方法对数据进行分析。所提出的 Mo 方程的形式如下[18]：

ln ln ( ) lnF T t   (6)

其中，ߙ = ݊/݉，n 和 m 分别表示 Avrami 指数和 Ozawa 指数。参数 F(T)=[K(T)/Zt]1/m

表示给定时间内，在确定的结晶度下的冷却速率。F(T)的值越高，结晶速率越低。基于

式 6，太阳盐在不同结晶度下(10%，30%，50%，70%，80%，90%)的 ln φ 与 ln t 的曲线

如图 6所示。线性关系良好(R2>0.98)表明Mo法可以有效分析太阳盐的非等温结晶行为。

α 与 ln F(t)的值分别由直线的斜率和截距得出，数据列于表 5。

图 6 ln φ 与 ln t 关系图

Fig.6 Relationship between ln φ and ln t

表 5 太阳盐的 α 和 F(T)值与结晶度的关系

Table 5 Relationship between α and F(T) values of solar salt and crystallinity
结晶度 X α F(T) R2

10% 1.09703 2.100887764 0.99004
30% 1.07428 2.872147478 0.98982
50% 1.06228 3.387357097 0.9867
70% 1.05251 3.874319366 0.9896
80% 0.81134 6.187431147 0.99008
90% 0.77923 8.349653158 0.9915
由表 5 可以看出，F(T)随着结晶度 X 的的增大而增大，且在 X 低于 70%时，F(T)的

增长幅度低于 X 高于 70%时。说明，在太阳盐的结晶过程中，结晶逐渐变得困难，且在

结晶度在 70-80%之间，存在某一时间点，太阳盐的晶体生长趋势发生了改变，晶体的生

长受到了更大的阻碍。其原因可能在于太阳盐前段的枝晶生长体现出负温度梯度(离固液

界面越远的液相温度越低)，随着结晶的进行，太阳盐凝固时放出的潜热对温度场的改变，

以及溶质浓度的变化使得枝状晶的生长收到抑制，从而使得太阳盐晶体的生长趋势发生

变化。



2.2 DSC 实验结果对照分析

当冷却速率较高时，存在更大的不确定性，因此将可视化实验与DSC实验在5K/min，
10K/min 两种降温速率下进行对比。DSC 实验所得到的凝固过程中的热流曲线如图 7 所

示。从图 7 中可以看出，太阳盐的起始熔点与完全凝固点并不相同，熔点滞后于凝固点，

这与文献[17]中纪录的现象一致。同时，随着冷却速率的增加，相变峰向着温度更低的方

向移动，说明分子运动不能跟随冷却速率增加导致的温度变化，这与在石蜡[15,19]等材料

中观察的现象一致。同时，该现象也通过可视化实验观察到(图 2)。

图 7 太阳盐的非等温结晶 DSC 曲线

Fig.7 DSC curve of non-isothermal crystallization of solar salt

DSC 法常被用于测量聚合物的结晶速度以及结晶度等。在聚合物的研究中，根据

DSC 结果，相对结晶度可以通过式 7 计算为关于温度的函数[19]：
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其中，T 表示 t 时刻的温度，T0表示初始温度，Te表示结束温度。同时，相对结晶度与温

度之间的关系可以根据式 2 转化为结晶度与结晶时间的关系。

图 8 可视化实验与 DSC 的相对结晶度随时间变化的比较

Fig.8 Comparison of relative crystallinity between visualization experiment and DSC with time.



由图 8 可以看出，使用式 7 方法计算得出的结晶度与时间的关系与可视化实验之间

的差距较大。差距的原因可能在于，利用该方法测试结晶度一般用于聚合物，且一般要

求测试样品为纯物质，不在共聚物和填充体系中使用，因此，使用 DSC 方法无法准确得

到有关太阳盐的相关结晶参数；另一方面，可视化实验将结晶简化为二维层面上的观察，

加热方式为底部加热，与 DSC 实验所处的实验条件不同，从而导致实验结果差距较大。

3 结 论

本文通过搭建可视化实验台，在二维层面上对太阳盐的非等温结晶行为进行了简化

研究。通过可视化实验得到的有关相对结晶度的参数，成功计算出 Avrami 指数，生长速

率常数等相关的结晶动力学参数，从而分两段成功描述了太阳盐的非等温结晶过程。同

时，将可视化实验与 DSC 实验进行了对照分析。主要结论如下：

（1）Jeziorny 方程分析表明，在不同冷却速率下，太阳盐的生长过程分为两个阶段，

同一阶段下太阳盐的晶体结构基本没有发生改变，而在同一生长阶段中，更高的冷却速

率带来了更快的晶体生长速度。Mo 分析表明，随着结晶百分比的增加，晶体的生长受到

了更大的阻碍。

（2）DSC 实验表明，随着冷却速率的增加，太阳盐的相变峰向着温度更低的方向

移动，与可视化实验观察到的现象一致。通过 DSC 实验计算的相对结晶度曲线与可视化

实验观察结果差距较大，其原因可能在于 DSC 实验不适合用于计算太阳盐的结晶过程

以及加热方式的不同。

目前，对于相变材料的研究是众多应用领域研究的热点所在，但缺乏对于高温熔盐

相变机理的研究。该研究是在二维层面上对于熔盐结晶过程的简化分析，对于高温熔盐

的非等温结晶行为还需要更加深入的研究。
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摘要：相变储热是克服热能供需之间的时间/空间差异和不稳定性问题的重要技术，但是在利用相变材

料进行热能储存时存在着由于相界面不断远离热源而造成的热阻增加问题，极大限制了相变储热技术

的实际应用。接触熔化作为一种基于薄膜导热的高效传热模式，由于固体相变材料与热源可以始终保

持一种近似紧密接触的状态，可以解决传统熔化过程中由于相界面演变所造成的固有的热阻增大问题。

尽管在管壳式换热器中可以利用环形翅片实现接触熔化，但由于固体相变材料凝固过程对侧壁的粘附

作用导致了熔化过程初期阶段接触熔化无法快速触发。为了突破这一瓶颈，本文提出了一种基于壁面

热脉冲加热的被动式强化思路，实现了接触熔化机制的快速触发。搭建了可视化单元验证了热脉冲加

热对接触熔化触发的效果，并通过管壳式换热器测试量化分析了接触熔化机制的触发阶段对储热性能

的影响规律。结果表明，基于热脉冲加热可以快速有效地在换热器中触发接触熔化机制，实现了被动

式强化接触熔化的效果，与常规相变储热装置相比平均功率密度提升超过 85%，完全熔化所需时间仅

为原来的 53%。

关键词：相变储热；接触熔化；热脉冲加热；被动式强化

0 前言

风能、太阳能等可再生能源被看作未来能源结构的主要组成部分，在解决当前二氧

化碳排放和化石燃料使用问题上引起了广泛关注[1]。但可再生能源在实际应用的过程中

往往存在不连续性、波动性等问题，储热技术因其具有克服能源供需之间的时间/空间差

异和不稳定性的特点，被视为应对上述问题的重要技术[2]，同时在使加热和冷却、太阳

能收集和其他应用的能源使用更具可持续性方面发挥着广泛而关键的作用[3]。储热技术

可分为热物理和热化学储热。热物理技术依赖于系统物理状态的变化，主要分为显热储

存和潜热储存。在储热的常见方式中，潜热热能存储（相变储热）由于其能量密度高以

及充放电过程中保持恒温等优点而优于其他方式[4]。
在潜热储存技术的应用中，应该综合考虑充/放热功率密度与能量密度之间的权衡



[5]。常见的相变储热系统中，研究得最深入的就是管壳式换热器[6]，且已经被证明在存

储同等能量的前提下，管壳式相变储热装置所需的时间最少[7]。对于管壳式相变储热装

置，其内部的熔化过程可以划分为三个阶段：导热为主导阶段、导热向对流过渡阶段、

对流为主导阶段。然而，相变材料（Phase change material, PCM）在管壳式换热器中的

熔化过程是一个速率逐渐变慢的过程，即初始阶段（导热为主导阶段）的熔化率对时间

的导数最高[8]。这是因为在相变材料的熔化过程中，由于相界面逐渐远离热源，造成了

热阻不断增大，传热速率逐渐降低的结果。即使在熔化中后期有自然对流机制对传热强

度进行补充，依然没有改变传热速率下降的趋势。因此，如何解决熔化过程中，相界面

与热源间的距离增加而引发的热阻增长的问题是提高相变储热装置功率密度的关键。

翅片[9][10]作为现有研究中常见的强化传热方式，除了可以扩增传热面积外[11]，还

可以调控相变材料熔化过程中的传热模式，以解决由于相界面与热源距离增加而带来的

热阻增大的关键问题。在管壳式相变储热装置中添加满足一定条件的翅片（翅片所在平

面与重力方向存在夹角）后，熔化过程会通过引入接触熔化（Close-contact melting, CCM）

这一薄膜导热模式来强化传热。在相变材料熔化过程中，与翅片表面接触的固相首先熔

化产生一层微液膜，微液膜在外力（如重力）的作用下被挤压出去，沉降下来的固相继

续与热表面接触从而加速熔化过程，这个现象被称为接触熔化[12]。由于利用微米级的

微液膜进行传热可以减小热阻，在现有研究中已经被广泛证明接触熔化对传热过程具有

大幅的增益[13][14]，也有研究证明在恒定温度的边界条件下，接触熔化比非接触熔化吸

收更多的热量[15]。
根据接触熔化发生的过程可知，是在外力作用下固相材料的下沉过程有效缩短了相

界面和热源之间的间距，解决了熔化过程中相界面与热源距离增加的这一问题，增加了

温度梯度，造成了高充热速率。但在实际储热装置应用过程中，往往存在由于凝固相变

材料与换热器内壁存在粘附力的作用，造成了熔化初始阶段，即使换热器内部翅片布置

满足发生接触熔化的要求，固体相变材料也无法在重力的作用下自由下沉，触发接触熔

化机制[16]。因此，在储热装置中，实现接触熔化机制的快速触发和有效利用是实现高

充热功率密度的关键。为了解决固体相变材料的粘附问题，有研究者[14]通过将实验装

置整体放入存在一定过热度的水浴中进行长时间预热，以提前在内部固体相变材料和装

置内壁间形成一层液膜来解决熔化初期的粘附问题，虽然接触熔化可以有效触发并缩短

了熔化时间，但较长的预热时间反而延长了总的充热时间。也有研究者[13]通过主动式

的手段实现了接触熔化机制的有效触发，利用主动施加与加热面垂直方向的压力的方式

破坏了固体相变材料和内壁间的粘附力，在小型储热单元中快速构建了接触熔化模式，

但此类主动式触发接触熔化的方法局限性较大，并不适用于大型密封储热装置的实际应

用。

可见，在相变储热装置中实现被动式的接触熔化触发是强化传热、解决相变材料低

热导率问题，进而实现高充热功率密度的关键问题。有鉴于此，本研究提出了一种基于

热脉冲的被动式接触熔化强化方法，针对管壳式相变储热装置进行优化设计以实现高效

接触熔化机制的快速触发，设计搭建了针对管壳式换热器翅片层间单元进行研究的可视

化单元装置，用以观察分析接触熔化的发生过程以及对充热过程的影响；同时构建了管



壳式相变储热系统，利用体积膨胀法进一步分析并被动式强化接触熔化针对换热器储热

过程的影响，定性比较了储热装置瞬时功率密度的变化，旨在为高效换热器在相变储热

或高功率热管理等领域的实际应用提供指导。

1 实验部分

1.1 试剂材料

本工作中采用 Aladdin 有限公司生产的纯度大于 98%的 1-十四醇作为实验中的测试

相变材料。本文所采用相变材料的物性数据及其测试方法在 Fan 等人[17]的工作中有着

详细说明。具体结果如表 1 所示。

表 1. 十四醇的热物性参数测试结果

物性参数 (单位) 温度 (C) 数值

密度 ρs (kg/m3) 37 867.01.9
密度 ρl (kg/m3) 52 816.7±0.1

比热 Cp,s (kJ/kg·K) 1530 2.040.11
比热 Cp,l (kJ/kg·K) 4560 2.360.12
热导率 k (W/m·K)  0.1590.001
动力粘度 μ (mPas) 52 9.310.02
熔化潜热 L (kJ/kg)  227.83.0

1.2 实验装置

本工作所搭建的可视化单元装置以及管壳式相变储热装置示意图如图 1 所示。首先，

为了针对相变材料在管壳式换热器中的接触熔化机制发生的全过程进行可视化分析，本

工作选取了翅片附加的管壳式换热器中的其中一层结构作为测试单元，设计了如图 1a
所示的可视化单元装置进行分析。可视化单元由环形翅片换热管路、PET 热脉冲薄膜、

上端盖以及下方集液腔组成，环形翅片管路使用 T2 紫铜（386 W/mK）制成，上端盖以

及下方集液腔均由亚克力材料制成。环形翅片换热管路尺寸以及上端盖内径均按照 1:1
比例参考管壳式换热器进行设计。PET 热脉冲薄膜可以瞬时提供功率为 640W 的热流，

以满足在短时间内可以在固体相变材料和装置内壁间形成液膜，促使固体相变材料可以

克服粘附力自由下沉。在热脉冲作用下，环形翅片间发生接触熔化过程中的固体相变材

料受力分析以及微液膜中温度分布和速度分布均如图 1a 中示意图所示。为进一步量化分

析接触熔化机制针对管壳式换热器的储热性能的影响，本工作搭建了附加 10 个环形翅片

的管壳式相变储热系统。管壳式相变储热系统由测试装置、恒温烘箱、高温水浴、电控

系统以及单反相机组成。恒温烘箱用以控制实验开始后的环境温度，高温水浴用以提供

热流体边界，电控系统用来连接热脉冲薄膜以快速触发接触熔化机制，单反相机用来记

录膨胀管内部液面高度。由于针对管壳式相变储热装置内的温度梯度呈现三维分布，所

以无法通过直接观测的二维相界面反应装置内部的三维熔化情况，因此，本工作采用了

体积膨胀法来获取装置内部的具体熔化情况，体积膨胀法的具体原理将在数据处理部分

详细介绍。测试装置由换热器主体和膨胀管两部分组成，换热器主体连接有两根内径为



10mm，表面标有精度为 1 mm 的刻度的膨胀管，通过体积膨胀法对储热单元内部熔化情

况进行测量。为最大限度地减少热损失，储热单元的所有外部表面以及与水浴间的的连

接管路用厚的保温棉包裹。利用单反相机每 10 秒记录一次膨胀管内的液面高度，用于后

续数据处理。如图 1b 所示，换热器主体由壳体、循环管路和环形翅片组成，壳体由 6061
型铝合金制成（导热系数为 155 W/mK），长 200 mm，外径 49 mm，内径 43 mm，壁厚

3 mm。壳体与循环管路通过法兰结构进行连接，同时中间垫有硅胶垫片，以保证其密封

性。为保证较高的热导率，循环管路以及环形翅片均使用 T2 紫铜（386 W/mK）制成。

环形翅片选取了 10 片翅片配置。

图 1 (a) 可视化单元装置以及其中利用热脉冲快速触发接触熔化机制示意图，(b) 管壳式相变储热装置

示意图

在实验开始前，将熔化的液态相变材料分批次逐层倒入（减少凝固过程中相变材料

内部产生空泡）装置主体，保证熔化过程中膨胀管内液面增长的稳定性。测试单元主体

所处环境温度 Tc设定为 37 C（熔点温度）。恒温水浴温度 Th设定为 67 C（30 C 过热

度），流量固定为 70 L/h。应注意的是，所有工况下过热度保持恒定，以便将此工作的研

究重点集中于接触熔化机制针对相变材料在管壳式换热器中的储热性能带来的影响。

2 数据处理及误差分析

体积膨胀法一直被视为面临相界面无法被直接可视化获取的情况下的熔化率测量



方法[16]，并且避免了内置若干侵入式热电偶对流场的影响。

图 2 体积膨胀法原理图

其原理如图 2 所示，相变材料在进行固、液相转变时由于密度存在差异，因此体积

会发生变化，体积膨胀法就是利用了相变材料在固、液相转变时所带来的体积变化（相

变材料固、液相密度由表 1 所示）来反映内部的熔化情况。具体数据处理方式如下，根

据质量守恒原理可以得到式(1)：
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式中：m 为液相相变材料质量，M 为相变材料总质量，ρl为液相密度，ρs为固相密度，

Vd为容器的容积，Ve为膨胀部分的体积。

其中，膨胀部分的体积 Ve的计算公式如下：
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由式(1)可以得到 m 与 M 的关系，熔化率因此可以得出：
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(3)

能量密度和功率密度是储能技术的主要指标，反映了整体储能性能。根据能量守恒

原理，瞬时能量密度 Q（每单位体积相变材料储存的能量）的计算公式如下：
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式中：Cp,s为固相比热容，Cp,l是液相比热容，Tm是熔点温度，Tc是恒温箱设定温度，Th

为热边界温度，即水浴设定温度。

瞬时功率密度 P 描述了每单位体积相变材料存储能量的速度，可以评估为能量密度



曲线关于时间的导数，计算公式如下：
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(5)

3 结果及讨论

3.1 基于热脉冲的被动式触发接触熔化机制强化传热效果可视化分析

利用环形翅片在储热装置触发接触熔化的具体过程为：当相变材料熔化开始后，与

金属翅片热表面接触的固相会先熔化并产生一层微液膜，微液膜在外力（重力）的作用

下被挤压出去，沉降下来的固相继续与热表面接触，持续发生着一种促进传热的过程。

为可视化探究接触熔化机制的触发以及后续具体发展过程，如图 3 所示，利用可视化单

元装置分别针对常规未快速触发接触熔化机制的基础组以及利用热脉冲触发接触熔化机

制的热脉冲组进行了对比分析。可见，热脉冲薄膜提供的瞬时热通量可以有效地在固体

相变材料和装置内壁产生一层微液膜，并足以保证固体相变材料可以在重力的作用下自

由下沉，在熔化的全过程中均与下方加热翅片保持了紧密接触熔化的状态。然而针对常

规熔化的普通组装置，固体相变材料除了受到自身向下的重力以及液体相变材料对其产

生的浮力外，还会收到壁面给予的粘附力，重力无法同时克服粘附力和浮力的影响，因

此在熔化前期甚至中期阶段均没有发生接触熔化机制，如图 a 所示，在 4-16 分钟时可以

明显地看到在下方加热翅片和固体相变材料下表面间形成了较大的空隙，但相变材料依

旧没有下落，触发接触熔化机制。

图 3 (a) 常规熔化过程基础组以及触发接触熔化机制的热脉冲组装置内相变材料熔化过程随时间变化

情况，(b) 相变材料完全熔化所需时间对比

如图 3b 所示，两种熔化情况下，相变材料在装置内完全熔化所需时间也被量化对

比。可见，接触熔化的快速触发可以显著减少相变材料熔化所需要的时间，总的熔化时

间仅需要常规熔化模式下的 16%，传热速率被显著提升。同时由可视化单元装置测试效

果可知，在常规相变储热装置中，固体相变材料粘附问题会阻碍接触熔化机制的发生，

极大影响其熔化速率，利用热脉冲方法可以在极短的时间内有效实现接触熔化机制的快

速触发。另一个方面，这也可以证明，接触熔化机制相比较纯导热机制熔化速率要更快。

3.2 基于热脉冲的被动式触发接触熔化机制对管壳式相变储热装置充热过程性能影响



为进一步量化分析基于热脉冲的被动式强化接触熔化机制在管壳式换热器内的影

响，基础组和热脉冲组管壳式换热器内部相变材料熔化过程中熔化率变化以及瞬时功率

密度变化情况如图 4 所示。

图 4 (a) 热脉冲组管壳式换热器内部相变材料熔化过程中熔化率以及瞬时功率密度变化情况，(b) 基础

组管壳式换热器内部相变材料熔化过程中熔化率以及瞬时功率密度变化情况

对比不同工况下的熔化率变化曲线可以发现，针对热脉冲组而言，其整体均保持了

较高的熔化速率，这是因为接触熔化机制在熔化开始阶段就被有效触发，但针对基础组

而言，可以从图 4b 中明显发现其熔化率变化曲线在 4 分钟前保持较低的传热速率，但在

4 分钟后熔化速率突然增加，结合 3.1 节中的可视化单元测试结果可以判定，熔化速率转

捩的原因是因为固体相变材料突然下沉，与加热表面构成了接触熔化机制，通过熔化率

曲线的对比也证明了本工作利用热脉冲的被动式强化手段快速触发接触熔化机制是有效

的。对比不同工况下熔化率变化曲线可知，在热脉冲组的熔化过程中，接触熔化机制的

强化传热作用从熔化初期阶段就开始显现，表现为极高的瞬时功率密度，然而随着熔化

进程的推进，瞬时功率密度有所下降，这是因为随着液相区域的增加，换热器内部层间

流场变得更为复杂，会出现翅片表面的微液膜向下层排液受阻的情况，造成固体相变材

料下表面与加热翅片表面间的液膜区域逐渐增厚，热阻变大的问题。但总的来说，热脉

冲组均保持了较高的瞬时充热功率密度。而针对基础组，其内部相变材料熔化过程中瞬

时功率密度变化呈现了先降低再上升再下降的趋势，这是因为熔化初期，随着熔化过程

的进行，相界面逐渐远离加热翅片，热阻增加；在熔化过程进行到 4 分钟左右时，由于

环形翅片和容器内壁存在间隙，容器内部层间液体开始流动，紧贴换热器内壁的固体相

变材料逐渐被熔化，在重力的作用下自由下沉，发生接触熔化机制，因此瞬时功率密度

骤增；在熔化中后期，在翅片和固体相变材料下表面间液膜区域积累、厚度增加的作用

下，瞬时功率密度有所下降。



图 5 (a) 基础组/热脉冲组充热过程平均功率密度和最大瞬时功率密度对比，(b) 基础组/热脉冲组完全熔

化所需时间对比

为进一步探究接触熔化机制针对管壳式相变储热装置充热性能的影响，基础组和热

脉冲组充热过程平均功率密度、最大瞬时功率密度以及熔化所需时间在图 5 中分别被量

化对比。具体数值以及热脉冲组相较于基础组的强化情况如表 2 所示。对比熔化全程平

均功率密度可见，接触熔化机制是否可以有效触发针对储热装置充热过程影响较大，相

比较于熔化中期才可以发生接触熔化的基础组，热脉冲组通过被动式强化手段实现接触

熔化的快速触发，并将功率密度提升了超过 85%；由于在热脉冲组中接触熔化机制全程

均作用于熔化过程，因此最大瞬时功率密度可以进一步反映接触熔化机制和正常相变材

料熔化初期（开始 20s 内）的热传导过程的强化传热效果差异，可见接触熔化过程由于

具有更小的传热间距（相界面和热源间），表现了更高的瞬时功率密度，甚至提升近 300%；

更高的平均功率密度还是瞬时功率密度造成的强化传热效果也反映了在完全充热所需时

间的差异上，热脉冲组可以缩短熔化时间至原来的 53%。

表 2 基础组/热脉冲组充热过程平均功率密度、瞬时最大功率密度以及完全充热所需时间情况

参数 工况 数值 强化效果（热脉冲组 vs 基础组）

平均功率密度
(W/cm3)

基础组 0.268
提升 85.4%

热脉冲组 0.497

最大瞬时功率密度
(W/cm3)

基础组 0.377
提升 292.6%

热脉冲组 1.480

熔化时间
(min)

基础组 13.83
缩短至 53%

热脉冲组 7.33

4 结 论

基于热脉冲加热法实现了接触熔化机制的被动式触发，在管壳式相变储热换热器中

实现了明显的强化传热效果。利用可视化单元装置直接观测热脉冲薄膜针对接触熔化机



制的作用效果，并进一步利用体积膨胀法定量分析了接触熔化机制的触发阶段针对管壳

式换热器储热性能的影响。结果表明，接触熔化作为一种基于薄膜导热的传热机制，由

于热阻仅存在于微液膜中，因此可以显著强化传热，但仅依靠相变材料自身重力并不能

保证充热的整个阶段均发生接触熔化机制；基于热脉冲加热的手段可以快速有效地在换

热器中触发接触熔化机制，实现被动式强化接触熔化的效果，与常规相变储热装置相比

平均功率密度提升超过 85%，完全熔化所需时间仅为原来的 53%。本工作所提出的基于

热脉冲的被动式强化接触熔化机制的方法将为提升相变储热系统的功率密度提供新的思

路，促进相变储热技术在高功率密度热管理等领域的实际应用。

参考文献

[1] M. Eisapour, A.H. Eisapour, M.J. Hosseini, et al. Exergy and energy analysis of wavy tubes

photovoltaic-thermal systems using microencapsulated PCM nano-slurry coolant fluid. Applied Energy,

2020, 266: 114849.

[2] T.X. Li, M.Q. Wu, S. Wu, et al. Highly conductive phase change composites enabled by

vertically-aligned reticulated graphite nanoplatelets for high-temperature solar photo/electro- thermal

energy conversion, harvesting and storage. Nano Energy, 2021, 89: 106338.

[3] I. Gur, K. Sawyer, R. Prasher, Searching for a better thermal battery. Science, 2012, 335: 1454–1455.

[4] X. Yang, J. Guo, B. Yang, et al. Design of non-uniformly distributed annular fins for a shell-and-tube

thermal energy storage unit. Applied Energy, 2020, 279: 115772.

[5] J. Woods, A. Mahvi, A. Goyal, et al. Rate capability and Ragone plots for phase change thermal energy

storage. Nature Energy, 2021 6: 295–302.

[6] F. Agyenim, N. Hewitt, P. Eames, et al. A review of materials, heat transfer and phase change problem

formulation for latent heat thermal energy storage systems (LHTESS). Renewable Sustainable Energy

Review, 2010, 14(2): 615–628.

[7] N.R. Vyshak, G. Jilani. Numerical analysis of latent heat thermal energy storage system. Energy

Conversion and Management, 2007, 48(7): 2161–2168.

[8] X. Li, J. Duan, T. Simon, T. Ma, et al. Nonuniform metal foam design and pore-scale analysis of a tilted

composite phase change material system for photovoltaics thermal management. Applied Energy, 2021,

298: 117203.

[9] V. Joshi, M.K. Rathod. Constructal enhancement of thermal transport in latent heat storage systems

assisted with fins. International Journal of Thermal Sciences, 2019, 145: 105984.

[10] A. Sciacovelli, F. Gagliardi, V. Verda. Maximization of performance of a PCM latent heat storage system

with innovative fins. Applied Energy, 2015, 137: 707–715.

[11] R. Kothari, S.K. Sahu, S.I. Kundalwal, et al. Experimental investigation of the effect of inclination angle

on the performance of phase change material based finned heat sink. Journal of Energy Storage, 2021, 37:

102462.

[12] M.K. Moallemi, B.W. Webb, R. Viskanta. An Experimental and Analytical Study of Close-Contact



Melting. Journal of Heat Transfer, 1986, 108(4): 894–899.

[13] W. Fu, X. Yan, Y. Gurumukhi, et al. High power and energy density dynamic phase change materials

using pressure-enhanced close contact melting. Nature Energy, 2022, 7(3): 270–280.

[14] Y. Kozak, T. Rozenfeld, G. Ziskind. Close-contact melting in vertical annular enclosures with a

non-isothermal base: Theoretical modeling and application to thermal storage. International Journal of

Heat and Mass Transfer, 2014, 72: 114–127.

[15] 陈文振, 孙丰瑞, 杨强生. 接触熔化的研究进展[J]. 物理学进展, 2001, 21(3): 373–384.

[16] Z.-R. Li, G.-T. Fu, L.-W. Fan. Synergistic effects of nano-enhanced phase change material (NePCM) and

fin shape on heat storage performance of a finned shell-and-tube unit: An experimental study. Journal of

Energy Storage, 2022, 45: 103772.

[17] L.-W. Fan, Z.-Q. Zhu, Y. Zeng, et al. Heat transfer during melting of graphene-based composite phase

change materials heated from below. International Journal of Heat and Mass Transfer, 2014, 79: 94–104.



中国工程热物理学会 传热传质学

学术会议论文 编号：233298

螺旋盘管相变储热单元传热特性研究
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摘要：针对螺旋盘管相变储热单元，研究了不同几何结构、工作参数及布置方式等对相变储热单元蓄热

过程影响。建立了数值模型，获得了竖直和水平放置情况下储热单元蓄热过程中液相率、固液界面、储

热量、平均传热速率以及能效比等。结果表明：螺旋盘管直径对于水平放置条件下的相变储热单元影响

较大，盘管直径从 90 mm 分别增加到 105 mm 和 126 mm 时，其完全熔化时间分别减少了 28.8%和

57.4%，能效比提升了 29.8%和 56.5%。因此，当盘管直径为 Dc = 126 mm 时，水平放置条件下的储热

单元蓄热性能较竖直放置提升较大。

关键词：螺旋盘管；相变材料；螺旋线圈直径；传热特性

0 前言

太阳能的利用已经广泛地应用到人类日常的生产与生活当中。但是太阳能有着季节

与昼夜差异性等的缺点。相变储能技术可以将太阳能以热能的形式储存起来，缓解能源

利用之间存在的时间和空间问题。相变储能技术便可以良好的克服这些缺点，可以缓解

能源不足地区的能源消耗压力。当代储能方式分为显热储热、相变储热和热化学反应储

热。相变储热又称为潜热储热，其具有储能密度大、化学性能稳定、可多次循环利用、

容易储存、吸热和放热过程温度变化稳定以及经济效益高等优点。但是，相变材料普遍

导热率低，限制了其应用，无法达到理想的蓄放热性能[1-3]。因此需要找到合适强化传热

的方法来提高储热单元的蓄放热性能很重要。

目前国内外研究学者主要通过提高相变材料导热性和改良储热单元结构的方法来

实现换热效率的提升。目前研究最多的是添加铜等金属肋片[4-6]、使用胶囊封装[7-8]等实

现优化储热单元结构的目的，或者通过混合高导热系数的复合相变材料来提高导热率，

例如添加金属颗粒等提高相变材料的导热率[9-10]。在结构优化方面，螺旋盘管具有结构

紧凑、温差应力较小、传热面积大等诸多优点。但由于螺旋盘管几何结构的不规则性、

三维建模时网格划分不规则等因素使得对螺旋盘管相变储热单元进行研究较难。但是，

将螺旋盘管结构和相变储能技术结合起来，对相变储能系统的优化研究有着十分重要的

意义[11-12]。毛前军等[13]数值模拟研究了 3 种不同压缩比的变螺距螺旋换热管结构。模拟

结果表明压缩后的螺旋换热管可以有效促进相变材料的熔化，增强液体相变材料之间的

自然对流，但压缩比存在一个最佳值；朱家玲等[14]模拟研究采用螺旋管中间连通直管段
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的圆柱体蓄热装置。改善了蓄热效果，解决了传统相变材料熔化过程存在死区的问题；

程晓敏等[15]研究了螺旋盘管相变蓄热装置的自然对流、传热流体入口流量、初始参数等

对其放热性能的影响。研究结果表明，随着自然对流、入口流量和初始参数的变化对整

个系统的放热效率有着不可忽视的影响。

综上所述，采用螺旋盘管结构的相变储热单元可以明显增加其与相变材料的换热面

积，提高储热单元整体的蓄热和放热效率。国内外研究人员大多数只对不同的初始参数

进行研究，很少有改变螺旋盘管的项圈直径和不同放置位置的对比研究。因此，本文保

持螺旋盘管的管长、体积、换热面积不变，建立 3 种不同线圈直径的三维模型：数值研

究三种不同的螺旋盘管储热单元在水平和竖直状态下对整个储热单元的相变材料的熔化

过程、传热特性以及能效比等问题进行研究分析。

1 数值模型

1.1 物理模型

在此项研究中，模拟模型是一个管壳式相变储热单元。如图 1 所示。螺旋盘管是沿

着水平轴线延伸的螺旋线圈。对于所有情况，整个蓄热单元的直径为 150 mm，其长度为

300 mm。该螺旋盘管由不锈钢制作而成，螺旋盘管管壁厚度为 1mm。在本研究中螺旋盘

管采用了 3 种不同的几何尺寸，详细的尺寸信息见表 1。将整个储热单元进行水平和竖

直两种不同放置方式的数值模拟。

图 1 螺旋盘管蓄热单元示意图：(a) 3D 视图，(b) 几何细节侧视图

Fig. 1 Schematic view of the spiral coil TES unit: (a) 3D view, (b) side view with geometrical details



表 1 不同螺旋管尺寸详表

Table 1 Details of different spiral tube

类型 Dt (mm) Dc (mm) N Lc (mm) P (mm)
 12 90 14 1276 20.3
 12 105 12 1276 23.7
3 12 126 10 1276 28.4
壳体和螺旋盘管之间的空间填充有石蜡 RT 50 作为熔融介质。各材料的物性参数如

表 2 所示。HTF 是流经螺旋盘管的换热流体。HTF 的质量流量对于所有情况都是不变

的，并且初始系统的环境温度为 27 ℃。整个储热单元的壁面采用绝热边界条件，以防止

热量损失。

表 2 材料物性参数表

Table 2 Material Property Parameters

物性参数 PCM (RT 50) HTF(Water) 不锈钢

密度 [kg/m3] 820 995 1190
导热系数 [W/(m·K)] 0.2 0.62 24.92
比热容 [J/(kg·K)] 2000 4178 502.48
热膨胀系数 [k-1] 0.0006 ― ―

潜热 [J/kg] 168000 ― ―

粘度 [kg/m·s] 0.0038 7.69×10-4 ―

凝固温度 [K] 318 ― ―

熔化温度 [K] 324 ― ―

为了能够在各种工况下获得可比较的结果，储热单元中的螺旋盘管管长 Lc和体积 Vc

在所有工况下都保持恒定。在所有情况下 PCM 的体积都是恒定的，螺旋管的体积由公

式(1)来计算。
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 (1)

其中 N 为螺旋盘管的线圈数量，Dt为 HTF 管的直径，Dc为螺旋盘管的直径，P 为

螺旋盘管的节距。3 种不同类型的螺旋盘管类型如图 2 所示。

图 2 不同类型 3D 视图

Fig. 2 3D view of studied cases



1.2 控制方程

通过在三维模型中实施焓-孔隙率法来模拟螺旋盘管储热单元中的相变过程。随后的

假设是为了简化数学公式：

 流动是瞬态的、层流的和不可压缩的牛顿流体；

 PCM 中的自然对流结果通过 Boussinesq 近似求解；

1
0 ]1)([  liquidTT (2)

因此，PCM 的密度被假定为固体 PCM 密度和液体 PCM 密度的平均值；

 其中包括传导和对流传热机制；

 HTF 在螺旋盘管内是充分发展的；

 相变材料不同物态时材料各向同性；

 忽略流动中的粘性耗散。

考虑到上述假设，其控制方程可以简化为：

连续性方程：

0


V (3)

动量方程：
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式中，  为 PCM 的密度， 为动力粘度， 为膨胀系数，S

为源项。这个参数通常

被添加到动量方程中，以考虑到对流传热过程中的相变效应。

能量方程：
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式中，f 为 PCM 熔化的液体分数，H 为总焓值，h 为显焓值。
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T
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H h H   (7)

式中， pc 为比热容， refT 为参考温度， refh 为参考温度下的参考焓值。∆H 是 PCM 从固

态到液态变化的潜热焓值，并且可以写为：

LH  (8)

式中，L 为潜热值， 为液体分数，并且其可以表示为：
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其中，液体分数 的值在 0 到 1 之间。

为了定量对比不同螺旋盘管直径时蓄热单元的蓄热效果，本文引用以下参数。

1) 定义量纲—雷诺数 Re 为

Re Vl


 (10)

式中，l 为特征长度，V 为流速。

2) 定义量纲—斯蒂芬数 Ste 为

( )
Ste p i inic T T

H





(11)

式中，Ti为 i 时刻 PCM 平均温度；Tini为 PCM 初始温度。

本文引入相变储热单元蓄热特性的无量纲评价参数能效比 maxE 和平均储热率 maxP 具

体公式如下[16]:
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预期方程采用商用 CFD 软件 ANSYS FLUENT 2020R2 进行三维模拟求解。

 在完成模型的建立和边界的定义后，采用 Fluent 中的 Fluent Meshing 画出网格；

 Fluent 中设置求解器选择 3D，非稳态，开启能量方程和凝固 /熔化模型

(Solidification/Melting)；
 设置材料的物性参数；

 选择 SIMPLE 算法，压力梯度格式选择 PRESTO!，能量方程和动量方程的离散项选

择二阶迎风差分格式；

 压力、动量、能量和密度的欠松驰因子分别设置为 0.3，0.7，1.0 和 1.0。
2 计算结果及分析

2.1 螺旋盘管液相率对比分析

螺旋盘管不同线圈直径 Dc 对储热单元的液体分数随时间变化的影响如图 3 所示。



从储热单元水平放置图中可以看出直到 40 分钟三种不同情况的储热单元液相率曲线基

本一致，并且熔化速率急剧增加，导致该时间段内蓄热单元 80%的 PCM 熔化。该时间

段内 PCM 加速熔化是由于 PCM 在熔化初期与热源直接接触，随熔化的进行出现对流传

热占主导地位的现象。在这段时间之后，熔化过程进入熔化速率降低的第二阶段。该部

分的熔化与上部 PCM 完全熔化的时间有关。当上部 PCM 完全熔化，随之对流传热对整

个储热单元的影响降低。液相率曲线显示，与其他情况相比，当线圈直径为 90 mm 后半

段液相率曲线上升速度最慢。该情况下储热单元中 PCM 完全熔化用时 144.3 分钟，当线

圈直径增加到 105 mm 和 126 mm 时，PCM 完全熔化时间分别减少 28.8%和 57.4%。

同样的模拟三种不同线圈直径的情况下，对整个储热单元竖直放置进行了研究。从

液相率曲线图中可以看出三种不同的线圈直径对竖直放置的储热单元 PCM 总熔化时间

影响不大。PCM 的熔化时间基本一致，没有明显的提升。

图 3 螺旋盘管相变储热单元液相率随时间变化

Fig. 3 Liquid fraction versus time of the spiral coil TES unit

由于不同线圈直径对储热单元竖直放置情况影响不大。故图 4 只对水平放置储热单

元三种不同线圈直径的三维固液界面图进行分析。从图中可以看出在熔化过程开始时，

在 1 分钟的轮廓中可以看出，在 HTF 入口处与固体 PCM 接触形成第一层液体 PCM。这

是由于此时导热传热机制占主导地位，该层液体 PCM 是完全对称的。三种情况管壁周

围的熔化趋势相同。然而，随着熔化过程的进行，整个储热单元占主导的传热机制从导

热过渡到自然对流传热，熔化速率加快。这就导致在 10 分钟时整个储热单元的顶部有一

层较厚的液体 PCM，可以观察到管子顶部的大量 PCM 已经融化。在 20 分钟到 40 分钟

这阶段内 90 mm 的线圈直径较小，中间区域的 PCM 由于在该区域占比较少而得以较高

的速率熔化。直到熔化进行到 61.6 分钟时，线圈直径为 126 mm 的储热单元已经完全熔

化而线圈直径为 90 mm 和 105 mm 的储热单元未完全熔化。故在螺旋盘管下部 PCM 导

热传热机制占主导时，较大的线圈直径成为 PCM 熔化的最终影响因素。

当线圈直径为 126 mm 与线圈直径为 90 mm 和 105 mm 相比熔化时间更短的主要原

因有两个。首先，由于热源穿过储热单元的下部区域，较大的线圈直径的螺旋盘管的底

部会与储热单元的底部距离较小。其次，由于下层的 PCM 厚度减小，热阻减小。因此，



线圈直径为 126 mm 的储热单元在 61.6 分钟熔化完成，而其他较小线圈直径的储热单元

需要更多时间来完成熔化。

图 4 不同螺旋管盘管直径下相变储热单元固液界面对比

Fig. 4 Liquid fraction contours for different Dc

2.2 螺旋盘管储热单元蓄热性能对比分析

图 5 所示三种不同线圈直径储热单元的储热量随时间不同变化规律。从图中可以看

出，当储热单元水平放置，在前 40 分钟内不同尺寸的线圈直径对整个储热单元的蓄热影

响较小。由于三种不同线圈直径的储热单元都拥有相同的管长、体积以及表面积，在螺

旋盘管上部和中部 PCM 对流传热为主导换热机制，线圈放大的优势未能体现出来。但

40 分钟后螺旋盘管上部与中部的 PCM 大部分完全熔化，对流传热的影响逐渐减弱。PCM
下部的 PCM 的熔化以导热传热机制为主，此时螺旋盘管较大的的线圈直径的底部与整

体蓄热单元的底部距离较短有利于熔化储能。故线圈直径为 126mm 的储热量曲线在 40
分钟后相比较小尺寸的线圈直径提升的较为迅速。



而竖直放置的储热单元的储热曲线横向的线圈直径的增大对其影响微乎其微。影

响整个储热单元蓄热能力的主要部分位于 PCM 的下部，而单纯的只增加横向的线圈直

径并不能明显提高竖直放置的储热单元 PCM 下部的蓄热能力。

图 5 螺旋盘管相变储热单元储热量随时间变化

Fig. 5 Energy storage versus time of the spiral coil TES unit

为了进一步研究螺旋盘管不同线圈直径对相变储热单元的影响，定量计算了各个不

同线圈直径储热单元中平均传热速率，结果如图 6 所示。从图 6 可见：当储热单元水平

放置，随着螺旋盘管的线圈直径的增大，平均传热速率呈逐渐升高的趋势：90mm 线圈

直径的平均传热速率为 125.8 W,而螺旋盘管线圈直径 105 mm 和 126 mm 的平均传热速

率分别为 176.8 W 和 288.4 W。以螺旋盘管线圈 90 mm 为基准储热单元，当线圈直径增

大到 105 mm 和 126 mm 其平均传热速率提升 28.8%和 56.4%。这是由于储热单元水平放

置时，影响其熔化速率以及蓄热效率的 PCM 主要位于螺旋盘管下部的 PCM。当螺旋盘

管线圈直径增大与蓄热底部越接近，下部 PCM 更加接近热源更容易熔化和蓄热。当三

种不同线圈尺寸的螺旋盘管竖直放置时，随着螺旋盘管的线圈直径的增大，平均传热速

率趋势没有明显的提升：90mm 线圈直径的平均传热速率为 215.4W,而螺旋盘管线圈直径

105 mm 和 126 mm 的平均传热速率分别为 218.7 W 和 212.2 W。可以看出螺旋盘管线圈

直径 90 mm 增加到 105 mm 平均传热速率虽然增加但不明显，线圈直径增加到 126 mm
平均传热速率不增反减。这是由于相同尺寸的螺旋盘管只减少了管子横向与储热单元壁

面的距离，而影响储热单元的熔化和蓄热性能主要位置在整个 PCM 的下部。从图中竖

直和水平的平均传热速率对比可以看出当螺旋盘管线圈直径为 90 mm 和 105 mm 时，竖

直放置的储热单元平均传热速率明显优于水平放置的情况。直至螺旋盘管直径增加到

126 mm，水平放置明显优于竖直放置的情况。综上，根据数值模拟的情况可以看出储热

单元水平放置时，螺旋盘管线圈直径越大其蓄热性能提升的越明显。相反储热单元竖直

放置，虽然线圈直径增大但是没有影响下部 PCM 的蓄热性能。故若想提升整个储热单

元的蓄热能量需要加强 PCM 底部的熔化速率和传热性能。



图 6 不同放置方式对蓄热单元平均传热速率影响

Fig. 6 Effect of Different Placement Methods on Average Heat Transfer Rate of TES Unit

2.3 螺旋盘管储热单元能效比及平均储热率分析

本节引入一种无量纲评价参数能效比以及平均储热率如公式(12)和公式(13)所示。能

效比是表征相变储热单元的蓄热量与泵传送热流体所消耗的能量之比。本节对螺旋盘管

不同线圈直径该参数进行了数值研究。

图 7 不同放置方式对蓄热单元能效比及平均储热率影响

Fig. 7 Effect of Different Placement Methods on Energy Efficiency Ratio and Average Heat Storage

Rate of TES Unit

图 7 所示为储热单元竖直和水平状态下三种不同的螺旋盘管线圈直径的能效比与平

均储热率变化。从图 7 中的能效比可见：储热单元水平状态下，以 90mm 线圈直径为基

准随着螺旋盘管线圈直径的增加能效比升高趋势明显。当线圈直径从 90 mm 增大到 105
mm 和 126 mm，能效比从 0.04 增加到 0.057 和 0.092。其涨幅分别为 29.8%和 56.5%。

储热单元水平放置，螺旋盘管线圈增大使储热单元可以在相对较短的时间内储存相同的

热量 ，较短的时间可以进一步减少泵传送热流体所消耗的能量。储热单元竖直状态下，



以 90mm 线圈直径为基准随着螺旋盘管线圈直径的能效比没有明显变化。当线圈直径从

90 mm 增大到 105 mm 和 126 mm，能效比从 0.068 增加到 0.070 和 0.069。其涨幅分别为

2.6%和 1.4%。储热单元竖直放置，螺旋盘管线圈虽然增大但储热单元的储存相同的热量

所需要的时间基本一致 ，泵传送热流体所消耗的能量也基本一致。故其能效比增幅没有

明显变化。从图 7 中的平均储热率可见：储热单元水平状态下，以 90mm 线圈直径为基

准随着螺旋盘管线圈直径的增加整个储热单元平均储热率提升明显。当线圈直径从 90
mm 增大到 105 mm 和 126 mm，平均储热率从 0.108 增加到 0.151 和 0.247。其涨幅分别

为 28.5%和 56.3%。相比水平状态，竖直状态下三种不同线圈直径的平均储热率分别为

0.182、0.187 和 0.184。虽然相比与 90 mm 的平均储热率有所提升，但效果不明显。综

上，这些结果表明改变螺旋盘管线圈直径对水平放置的影响大于竖直放置。

4 结 论

本文对螺旋盘管相变储热单元中的螺旋盘管的线圈直径的不同变化进行数值模拟。

分析了相同大小的储热单元中的不同螺旋盘线圈直径，不同放置状态对蓄热性能的影响。

获得以下结果：

(1) 在熔化刚开始，HTF 管周围的 PCM 以导热为主。随着熔化过程的进行，PCM 熔

化继续，此时对流传热成为主要的传热机制。当 HTF 与 PCM 之间的温差减小，对流传

热的影响减低。此时开始直至 PCM 完全熔化，导热再次变为主导的传热机制。

(2) 当储热单元水平放置。通过增加螺旋盘管线圈的直径，储热单元 PCM 的总熔化

时间明显减少；当线圈直径从 90 mm 增加到 126 mm 时，总熔化时间减少高达 57.4%、

平均传热速率提高 56.4%、能效比与平均储热率有着明显的涨幅。

(3) 当储热单元竖直放置。从模拟结果表明，单纯增加螺旋盘管线圈直径对竖直放置

的储热单元没有明显的蓄热性能提升。
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摘要：环路热管(Loop Heat Pipe: LHP)是一种被动式两相循环散热系统，具有传热性能强，传输距离长，运

行稳定，结构简单等优点，已被广泛运用于航空航天、高热流密度电子器件散热等热控系统中。由于毛细

芯产生的驱动力有限，本文结合泵辅助技术，测试了一套以水力悬浮离心泵辅助供液的 LHP 回路。系统采

用平板式方形蒸发器以良好贴合热源面，毛细芯为带肋双孔径烧结镍芯，并使用硅橡胶解决毛细芯和壳体

间蒸汽侧漏问题，循环工质为氨，传热距离为 1.15m。实验表明，水平姿态下，回路最大热流密度为 23.13

W/cm2。启动、变热负荷和变泵功运行过程中，回路能在 10min 内快速启动并达到稳定状态，无温度波动

或过冲发生。过冷工质在微泵作用下快速流入蒸发器，毛细芯得到良好浸润，加热面向补偿腔的漏热被额

外工质带走。增大泵功使更多过冷工质进入蒸发器，小幅提升回路性能。增大热负荷和冷媒温度时，毛细

芯内汽液界面扩大，汽液界面和加热面间温差减小，蒸发器热阻降低，最小值为 0.126°C/W。

关键词：环路热管，离心泵辅助，方蒸发器，传热性能

0 前言

受电子芯片集成化、高效型发展的影响，电子器件越来越面临严峻的散热挑战。环路热

管(LHP)作为一种被动式两相散热系统，具体传热性能强，传输距离远，结构简单，布置灵

活等优点，已被广泛运用在航空航天[1, 2]、计算机集群[3]、笔记本散热[4]、电动汽车[5]，高功

率 LED[6]等系统当中。

传统 LHP 系统主要由蒸发器、冷凝器、液体管路和蒸汽管路组成，蒸发器补偿腔内的

工质受毛细芯驱动力的影响抽吸至汽液界面，吸收加热面热量后相变成蒸汽，并通过蒸汽管

路进入冷凝器冷凝，随后过冷工质通过液体管路回流至蒸发器补偿腔。依据蒸发器结构，LHP
系统可分为平板式和圆柱式[7]，由于圆柱式系统需要增添鞍座才能与热源面贴合[8]，这导致

LHP 系统的整体重量和系统热阻增加。平板式系统则能与热源直接贴合，加热面和蒸发界

面间传热路径均匀，热源面温度分布更为均匀，系统热阻更低，能较好解决圆柱式系统存在

的问题[9]。Singh 等[10]设计了一套 5mm 厚的扁平蒸发器并采用 3-5μm粒径的镍粉烧结成 75%
孔隙率的毛细芯，工质为蒸馏水，该回路在 150mm 传输距离条件下热流密度达 50W/cm2。

Zhou 等[11]采用多层金属泡沫作为毛细芯来提升工质蒸发强度，实验表明，相较于泡沫镍，

多层泡沫铜导热率更高，孔径更小，蒸发器传热性能表现更强。Krishnan 等[12]将金属纳米线

涂层电沉积在蒸发器表面，工质汽液相变位点得到增加，较平滑蒸发器表面，该方法能将表

面传热系数增加近 2.7 倍。

为提升 LHP 在热控系统中的传输距离，泵辅助技术得到结合。Babin 等[13]引入离子泵

驱技术，验证了该类型 LHP 性能提升了 20%-100%。Sakamoto 等[14]制作了一套大等温蒸发

器的泵驱两相回路，毛细芯的分隔作用使汽相和液相得到分离，加热面温度能够精确控制。
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Cappucci 等[15]分析了工质选择对两相泵驱回路性能的影响，结果表明具有更高汽化潜热和

表面张力的氨是最优选择。Setyawan 等[]16 通过增加隔膜泵设计了一套混合驱动 LHP，该方

案能使毛细芯的蒸干问题得到解决，同时蒸发器温度显著降低。Zhou 等[17]实验研究了空调

能量回收系统中泵驱动 LHP 的运行性能，实验得出以 R32 为工质时回路总体性能优于 R22
和 R152a，且当质量流量、换热面积、迎风流速取最优值时，该回路表现出良好的换热能力

和能量回收性能。Crepinsek 等[18]对比了双蒸发器并联和串联两套泵辅助 LHP 回路的传热性

能，结果表明并联结构传热极限高于串联结构，同时回路工作压力和温度取决于总热负荷大

小。Jiang 等[19]设计了一套以甲醇为工质的离心泵辅助 LHP 回路，高热负荷下蒸发器补偿腔

会出现过冷沸腾，回路仍能维持稳定运行。

为进一步提升 LHP 系统的传热能力，本文采用水力悬浮离心泵，设计了一套泵辅助 LHP
回路。相较于其他微泵形式，离心泵具有较高承压能力和较大压头，同时能实现工质平稳且

连续的输送。蒸发器为平板式方形结构，内部毛细芯为双孔径烧结镍芯，毛细芯和蒸发器壳

体间缝隙采用硅橡胶进行封填，工质为氨，传热距离为 1.15m。实验表明，在各种启动、变

热负荷和变泵功工况下，回路均能平稳启动，各测点温度能快速达到热平衡而不发生波动或

过冲。微泵的辅助作用能够使毛细芯始终得到良好的浸润而不发生烧干失效，补偿腔内额外

的工质同时能快速带走加热面向补偿腔的漏热而使蒸发器性能得到提升。

1 实验设计

1.1 回路搭建

离心泵辅助方蒸发器 LHP 系统由储液器、平板式方蒸发器、引射器、冷凝器 1 和 2、水

力悬浮离心泵、蒸汽管路、液体管路 1 和 2 组成，其系统结构图如图 1 所示。离心泵首先从

储液器中抽吸液体并通过液体管路 1 泵送至方蒸发器补偿腔内，受毛细芯抽吸力影响，一部

分工质透过毛细芯进入蒸汽槽道中，在汽液界面处吸收加热面热量后相变成蒸汽，另一部分

额外工质通过补偿腔出口流出，并通过液体管路 2 流至冷凝器 1。蒸汽槽道内产生的蒸汽在

蒸发腔汇聚后，由蒸汽出口流出，随后通过蒸汽管路流至冷凝器 2。冷凝器 1 内冷却的高速

过冷工质流经引射器产生引射作用，辅助抽吸冷凝器 2 内冷凝的过冷工质，两路工质汇合后

回流至储液器。

图 1 离心泵辅助方蒸发器 LHP 回路及热电偶布置图

平板式方蒸发器由蒸发器壳体、毛细芯和加热面构成，毛细芯将蒸发器内部分分隔成补

偿腔、蒸汽槽道和蒸汽腔三部分，其结构示意图如图 2 所示。为解决蒸汽由毛细芯和蒸发器

壳体间缝隙向补偿腔泄露的问题，采用硅橡胶填涂在毛细芯侧边缝隙进行封装。蒸发器材质

为不锈钢 304，长宽均为 50.6mm，厚 16.74mm，双孔径烧结镍芯长宽均为 38.9mm，厚 3.51mm，

肋宽、高均为 1.9mm，孔隙率为 76.35%。回路蒸汽管路长 1.15m，液体管路 1 和 2 总长 2.48m，

冷凝器 1 和 2 为套管式结构，长度分别为 1.245 和 1.130m。由于采用氨作为循环工质，回路



内部运行压力偏高，为保证蒸发器具有较强的承压能力，蒸发器壳体和盖板之间采用激光焊

接。回路主要结构参数如表 1 所示。

图 2 方蒸发器结构图及热电偶布置图

表 1 回路主要结构参数

部件 尺寸 数值 部件 尺寸 数值

蒸发器
长/宽/ 50.6/50.6mm

液体管路 1
内/外管直径 4/6mm

高度 16.74mm 长度 1225mm

补偿腔
长/宽 36.7/36.7mm

液体管路 2
内/外管直径 4/6mm

高度 10.25mm 长度 1255mm

毛细芯

长/宽 38.9/38.9mm

冷凝器 1

内管内/外径 4/6mm

厚度 3.51mm 外管内/外径 12/16mm

肋高/宽 1.9/1.9mm 长度 1245mm

孔隙率 76.35%

冷凝器 2

内管内/外径 4/6mm

储液器
内径 54mm 外管内/外径 12/16mm

高度 114mm 长度 1130mm

蒸汽管路
内/外管直径 4/6mm 微泵 形式 离心泵

长度 1150mm 充灌率 比例 75.0%

1.2 测试系统

测试系统由加热系统、温度测量系统和冷却系统组成。加热系统由内嵌 4 根功率 100W
加热棒的 40*40mm 方形紫铜块构成，紫铜块上侧热源面积为 16cm2，并通过调压器来实现

不同热负荷的加载，加热功率由精度为 0.5%的功率计测量。回路测点温度采用精度为±0.5°C
的 T 型热电偶测量，测点布置如图 1、2 所示，温度数据由 Keithley 2700 进行采集并输出至

电脑，加热面温度 HS 为 TC12、13、14、15 四个测温点温度平均值，蒸发器补偿腔温度为

TC16、17 两个测温点温度平均值。为减小回路和环境间的热泄露，热源、储液器、引射器、

传输管路和冷凝器采用隔热材料进行包裹。冷却系统由循环冷水机、冷凝器 1 和 2 套管侧组

成，采用 50%乙二醇水溶液将冷凝器内热量带入冷水机组内。由于不凝性气体会降低蒸发器

传热性能，充灌工质前回路需要抽真空至 3.0×10-4Pa，工质充灌率为 75%。

2 实验结果与讨论

2.1 启动性能

启动性能是衡量 LHP 运行稳定性的重要指标，实验在水平条件下测试了离心泵辅助方

蒸发器 LHP 系统的启动过程。为保证回路运行安全，同时维持目标热源不出现高温失效，

需控制蒸汽温度和加热面温度分别不高于 45°C 和 80°C。冷媒温度 0°C，微泵功率 2W 条件

下，回路在低、中、高热负荷时的启动过程如图 3、4、5 所示。由图可知，回路在各热负荷

条件下均能在 10min 内快速启动并达到平衡状态，运行期间无温度波动或过冲现象。方蒸发

器最大热负荷为 330W，对应热流密度为 20.63W/cm2。加载热负荷后，蒸发器加热面温度迅

速升高，蒸汽出口和冷凝器 2 进口温度也缓慢升高，表明蒸汽槽道内产生的蒸汽在引射器辅



助作用下能够快速通过蒸汽管路传输至冷凝器 2 内。中高热负荷时，少量加热面热量通过蒸

发器壳体传导至补偿腔内并由过冷工质吸收，导致补偿腔壳体温度也出现了小幅上升。

图 3 Q=20W, Tsink=0°C 图 4 Q=180W, Tsink=0°C

图 5 Q=330W, Tsink=0°C

2.2 变热负荷运行

电子器件运行期间连续变化热功耗对热控系统的影响是评价其运行可靠性的另一项重

要指标。图 6、7 为冷媒温度 0°C，微泵功率 2W 条件下，回路在均匀变负荷和随机变负荷

工况下的运行过程。由图可知，均匀变负荷工况下，热负荷以 20W 为间隔逐渐增加到最大

热负荷，随后逐渐减小至 0，加热面温度随热负荷的均匀上升和下降而均匀增高和降低，回

路在整个热负荷范围内都能维持稳定运行，没有温度波动或过冲现象出现。随机热负荷工况

下，热负荷的大幅度突增和突减都不会影响系统的稳定运行，回路随着热负荷的改变而响应

迅速，各测点温度均能快速变化并达到稳定状态。



图 6 Tsink=0°C，均匀变负荷 图 7 Tsink=0°C，随机变负荷

2.3 变泵功运行

微泵功率的改变对系统性能也有较大影响。图 8、9 为冷媒温度 0°C，加热功率 200W 条

件下，回路在均匀变泵功和随机变泵功工况下的运行过程。由图可知，不同微泵功率下回路

均能维持稳定运行，加热面温度随微泵功率的上升而下降，当泵功从 2W 增至 4W 时，加热

面温度下降约 6.39°C。增大泵功会导致液体管路内工质流速上升，引射器对冷凝器 2 的抽吸

作用增强，冷凝器 2 进口背压下降，蒸发器内产生的蒸汽能更快地通过蒸汽管路传输至冷凝

器 2，因而蒸发器传热性能得到增强，蒸汽出口温度也下降约 6.45°C。此外，更高的泵功表

明更多的过冷工质流经补偿腔，加热面传导至补偿腔的漏热能更快被带走，补偿腔壁面温度

也出现了小幅下降。

图 8 Tsink=0°C，Q=200W，均匀变泵功 图 9 Tsink=0°C，Q=200W，随机变泵功

2.4 传热性能

冷媒温度 10°C 和-10°C，微泵功率 2W 条件下，回路各测点温度分布随热负荷变化情况

如图 10、11 所示。不同冷媒温度下，各测点温度均随着热负荷的均匀上升而逐渐升高，升

高速率在整个热负荷范围内基本维持不变，这表明改变冷媒温度对回路启动过程影响不大，

系统始终能够维持稳定工作状态。冷媒温度 10°C 和-10°C 条件下，加热面温度不高于 80°C
时，回路最高热负荷分别为 280、370W，对应热流密度分别为 23.13、17.5W/cm2。此外，冷

媒温度的降低会使得进入补偿腔内工质的过冷度增高，相同热负荷下加热面向补偿腔的漏热

能更快被带走，因而补偿腔的温升也越小。

图 10 Tsink=10°C，Ppump=2W，回路各测点温度分布 图 11 Tsink=-10°C，Ppump=2W，回路各测点温度分布

蒸发器传热性能可由蒸发器热阻反映，定义蒸发器热阻为：
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 ， (1)

其中 THS 为加热面温度，TEvap-out 为冷凝器进出口均温，Q 为热负荷。

图 12 为微泵功率 2W，蒸发器热阻在不同冷媒温度下随热负荷变化情况。由于蒸发器

在微泵辅助供液的帮助下，补偿腔内的过冷工质供应充足，额外的工质能够快速带走加热面

向补偿腔的漏热，毛细芯始终得到良好浸润，汽液界面维持在蒸汽槽道和毛细芯内，高热负

荷下也没有出现汽相穿透毛细芯而进入补偿腔内，这表明在整个热负荷范围内毛细芯不会出

现烧干失效情况。增大热负荷时，蒸汽槽道内的汽液界面逐渐扩大并进入毛细芯，毛细芯内

微孔结构得到充分利用，更多工质相变并带走加热面热量，因而蒸发器传热性能得到提升，

蒸发器热阻维持下降趋势。增大冷媒温度时，进入毛细芯的过冷工质温度和加热面温度差距

减小，由式 1 可知，蒸发器热阻也越小，冷媒温度 10°C，加热面热负荷 280W 时，蒸发器

热阻最小，为 0.126°C/W，热阻计算不确定度范围为± 2.51%-± 0.16%。

图 12 蒸发器热阻变化

3 结论

本文设计了一套离心泵辅助方蒸发器 LHP 系统。蒸发器为平板式方形结构，毛细芯为

带肋双孔径烧结镍芯，水力悬浮离心泵辅助过冷工质从储液器回流至蒸发器。实验在水平条

件下测试了回路的启动、变热负荷和变泵功运行过程，主要结论如下：

（1）低、中、高热负荷启动过程表明，回路能够在 10min 内快速启动且无温度波动或

过冲发生。冷媒温度 0°C，微泵功率 2W 条件下，回路允许的最大热负荷为 330W，对应热

流密度为 20.63W/cm2。

（2）离心泵的辅助作用能够使毛细芯始终得到较好的浸润，引射器能够辅助蒸汽从蒸

汽腔快速排出并流入冷凝器 2，此外中高热负荷时，少量加热面向补偿腔的漏热会使补偿腔

温度出现小幅上升。

（3）变热负荷运行过程中，回路能够在整个热负荷范围内随着热负荷的改变而响应迅

速，系统的稳定运行不会受到影响。增大泵功能够使更多过冷工质进入蒸发器，引射器引射

作用得到增强，蒸发器传热性能得到提升，泵功从 2W增至 4W时，加热面温度下降约 6.39°C。
（4）不同冷媒温度下，回路均能稳定运行，各测点温度随着热负荷的上升而均匀升高。

冷媒温度 10°C 和-10°C，微泵功率 2W 条件下，回路允许的最大热负荷分别为 280、370W，

对应热流密度分别为 23.13、17.5W/cm2。

（5）微泵的辅助作用能够使进入蒸发器的额外工质快速带走漏热，补偿腔内无汽相生

成，毛细芯没有出现烧干失效。增大热负荷和冷媒温度时，毛细芯内汽液界面扩大，汽液界

面和加热面间温差减小，蒸发器热阻降低，热阻最小值为 0.126°C/W。



缩略词

TC 热电偶 Res 储液器壁面温度

Q 蒸发器热负荷 Cond1-in 冷凝器 1 进口温度

HS 蒸发器加热面温度 Cond1-out 冷凝器 1 出口温度

Evap-out 蒸发器蒸汽出口温度 Cond2-in 冷凝器 2 进口温度

CC-in 蒸发器补偿腔进口温度 Cond2-out 冷凝器 2 出口温度

CC-out 蒸发器补偿腔出口温度 Pump 离心微泵

CC 蒸发器补偿腔壁面温度 Amb 环境温度
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摘要：被动相变材料微阵列模块作为一种新颖结构设计，通过固液相变来储存或释放热能，可用于微

流控芯片中工作流体温度的有效调控。根据焓-孔隙度和局部热非平衡理论建立了数值模型，理论分析

表明，随着时间的推移，流体峰值温度降低，而流体谷值温度升高，流体进出口温差趋于稳定。流体

入口温度的正弦波动导致相变材料热能储存速率和液态分数的周期性变化。相变材料微阵列阵列、尺

寸和操作参数会对系统性能具有显著影响。

关键词：微流控芯片；相变材料；微阵列；被动热管理；热缓冲

0 前言

近几十年来，微流体技术发展迅速，其系统规格小、生产能力强、分析性能和灵敏

度高、易于并行化等突出优点，在生命科学、医学、化学化工、航空航天和机械制造等

领域应用前景巨大[1,2]。微流体芯片工作过程中不可避免地受到热影响，其性能和稳定性

会显著削弱[3,4]。根据产生机理，热源主要分为三类：（1）外力场；可以将磁场、电场或

超声场结合到微流体技术中，以缩短时间消耗和成本。在微流控芯片的工作过程中，这

些外力场不可避免地导致巨大的能量转化为热量。（2）流动阻力；挡板、翅片、凹槽或

粗糙表面被引入微流体技术中增强物质的均匀分布。这些混合增强剂能够增大流动阻力，

产生更多的热能。（3）化学反应；化学反应通常嵌入微流体芯片中以实现某些特定功能。

化学反应中伴随的热量会导致工作流体的温度发生显著变化，从而削弱微流控芯片的工

作性能[5,6]。

传统的空气冷却和液体对流冷却方法被认为是解决微流控芯片冷却需求的可用方

法[7,8]。Lin 等[9]设计了一种风冷散热器，以确保芯片的温度处于较低水平。实验结果表

明，与传统的热模型相比，模型精度提高了 20%以上，热阻误差仅为 2%。Dhingra 等[10]

分析了安装在垂直通道左侧的四个矩形硅片的空气冷却。研究雷诺数、Grashof 数、切屑

和内壁表面的发射率、切屑高度和宽度以及连续切屑之间的间隙对切屑流动、热性能和

流动性能的影响。考虑到液体的传热系数比空气的传热系数大得多，液体对流的冷却效

果更有效，液体对流冷却也越来越多地被引入芯片的热管理中。根据工作流体的不同，

液体对流冷却可分为液体单相冷却和液体双相冷却。Laguna 等[11]研究了一种具有自适应

微阀的冷却阵列，以实现芯片的高温均匀性，通过单元的流速检测自适应微阀以保持设

计温度。Lu 等[12]阵列了 Y 形液体冷却散热器减轻电子芯片热量，优化结构设计，研究
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了分支水平对冷却性能的影响。液体双相冷却通常是在单相热冷却的基础上实现的。众

所周知，一些纳米流体（水和纳米颗粒）和制冷剂（R22、R134a、R717 和 R404A）在

传热过程中会呈现多种相态。由于纳米流体的传热增强和制冷剂的巨大潜热，工作流体

和芯片之间的热交换率可以大大提高。Jeng 等[13]开发了一种混合冷却系统，将液体冷却

系统和蒸汽压缩制冷系统相结合，具有更高的散热性能、更低的功耗和表面温度。

Madhour 等[14]研究了单相和两相冷却技术的可扩展性，以解决芯片的冷却限制和要求。

前期研究全面分析了通道几何形状（横截面形状、纵横比、长度和水力直径）、通

道布局（直的、波浪形、锯齿形、分形、蛇形和多层）和传热增强剂（翅片、肋、缓冲

区和粗糙表面）。然而，此类制冷策略都属于主动冷却模式，需要以额外消耗电力为代价。

被动相变储能被认为是解决热管理和控制问题的一种新方法。其热能储存能力是通过相

变材料（phase change material， PCM）相变过程中发生的吸热或放热效应实现的。相变

储能的两个突出优点是等温相变和储能密度大，使其能够等温储存或释放巨大热能。Liu
等[15]报道了一种填充正十八烷的 PDMS 微流体芯片装置。热激试验表明，在相变结束时

可以实现 16 K 温差，在非连续有源柔性电子器件上显示出潜在应用价值。Masaaki 等[16]

评估被动式固-固相变材料散热器芯片的可行性，其超高导热性保证固态 PCM 达到阈值

时间约是石蜡的 1.5 倍。

综上所述，相变储能单元具有解决微芯片密集热问题的能力，可以被动调节并保持

芯片温度在安全范围内。而现有研究涉及的微芯片主要局限在电子芯片领域。而微流控

芯片作为一种精确操作和操控微尺度流体技术，不仅受到单一冷却或加热需求影响，而

且还受到冷热双重需求，这对微流控芯片的性能尤为重要。但很少有文献涉及微流控芯

片的被动热管理。本研究拟构建了一种新型 PCM 微阵列模块，以期在微流体芯片实际

应用中推广其热调节作用。本研究详细分析了流经 PCM 微阵列出口流体的温度、压降

和相变换热特性，阐述了微阵列模块结构、尺寸和操作参数对芯片热性能的影响并综合

评价 PCM 微阵列模块的热缓冲性能。

1 研究方法

1.1 物理模型

图 1 PCM 微阵列模块的物理模型。（a）规格尺寸；（b）边界条件。



PCM 微阵列模块的 2D 物理模型假定位左右对称结构，其右侧结构示意图如图 1（a）
所示。PCM 微阵列模块的总高度为 Ht，入口、中间和出口部分分别为 Hi、Hm和 Ho。入

口和出口的宽度分别设置为 Li和 Lo。相变微柱（半径为 rp）以阵列形式阵列到模块内部，

微柱在水平方向和垂直方向上分别具有 Ih和 Iv间隔。圆形相变微柱外壳由铝制成，以保

证足够的结构支撑和热缓冲性能。考虑到在微芯片中工作关键成分需控制在一定的温度

阈值以下，熔点（Tm）和潜热（L）为（319.15 K 和 198 kJ/kg）的 PCM 被封装于金属微

柱中。水作为工作流体从入口流入，流经 PCM 微阵列模块后至出口流出。此外，PCM
微阵列模块的两侧用保温材料包裹，以防止热量损失到环境中。PCM 和保温材料的详细

热物性如表 1 所示。

表 1 PCM 和保温材料的热物性

热物性 相变材料 保温材料

密度（kg/m3） 950（固）/920（液） 850

导热系数（W/（m·K）） 0.27（固）/0.2（液） 0.025

比热（J/（kg·K）） 2050（固）/2250（液） 1250

熔点（K） 321.65（固）/316.65（液） -

潜热（J/kg） 198000 -

厚度（m） - 0.01

1.2 控制方程

1.2.1 相变材料

相变材料的理论计算基于以下几个可靠假设进行简化：

（1）PCM 被视为不可压缩材料，其在微柱内的流动被忽略；

（2）封装在微柱中的 PCM 的重力被忽略；

（3）工作流体与相变材料之间存在局部热不平衡。

PCM 在研究过程中发生可逆固液相变，能够从工作流体中吸收或释放巨大热能，可

以将工作流体的极端温度（过高或过低）精确地调控至到适宜温度。采用焓-孔隙度方法

对相变过程建模，整个计算域被处理为多孔区域，每个有限单元的孔隙率以液态分数（f）
为特征。基于上述假设，建立 PCM 的能量守恒方程如下：

（1）

（2）

（3）

其中 τ为时间；ρm，λm和 cp,m是 PCM 的密度、导热系数和比热；H，hs和 L 是 PCM 焓、

显热和潜热；href和 Tref代表参考焓和温度；Sr,m表示能量守恒方程的源项。

在研究过程中，液态分数用于反映液体 PCM 的体积比例，f 为 0 或 1 分别表示 PCM



完全处于固态或液态。当 PCM 处于固体和液体之间的糊状区域时，f 将在 0 至 1 的范围

内线性变化。

（4）

式中，Tm1和 Tm2是 PCM 熔化区间的初始温度和终止温度；T 是 PCM 的瞬态温度。

1.2.2 工作流体

假设水为微流体芯片中工作流体，由于入口速度较低( )，故其流动状

态被视为层流。相应的连续性、动量和能量守恒的控制方程表示如下：

（5）

（6）

（7）

式中，ρf、λf 和 cp,f 为水的密度、导热系数和比热；u、p 和 T 分别是水的速度、压力和

温度；Su,f和 Sr,f是动量和能量守恒方程中的源项。

1.2.3 界面对流换热

相变材料的等温相变过程会导致流体和相变材料之间产生明显温差。因此，本研究

采用局部热非平衡理论来分析流体与相变材料之间的传热性能。在 PCM 能量守恒方程

中，传热速率表示为 Sr,m，相关的对流传热系数计算如下：

（8）

（9）

式中，Tm和 Tf是 PCM 和水的温度；D 是特征直径；ReD和 Pr 分别是流体的雷诺数和普

朗特数。

1.3 初始条件和边界条件

研究中构建物理模型的初始条件和边界条件如图 1（b）所示。工作流体的入口条件

被定为速度入口，而出口条件为压力出口。流场中左右两个边界被定义为对称和壁边界。

温度场将左、右边界设置为对称边界和对流传热边界（如式（10））。进水温度被认为是

周期性变化，PCM 微阵列模块的初始温度为 293.15 K。



（10）

式中，δim和 λim为保温材料的厚度和导热系数；hin是微流控芯片右边界与环境之间的对

流传热系数，4.5W/（m2·K）。

1.4 模型求解和验证

1.4.1 模型求解

首先在计算区域内采用交错网格技术对连续性、动量和能量守恒三个控制方程进行

离散，然后采用基于有限元原理的 COMSOL 软件进行求解。自由后向差分法将所采用

时间步长控制在有效范围内，选用并行直接求解器求解残差方程。在数值计算的每个时

间步长，在连续性、动量和能量守恒方程设置 10-5的相对残差，以保持计算精确性。

1.4.2 网格独立性

考虑到 COMSOL 具有根据几何特征自动实现自适应重网格的能力，本次计算采用

了由三角形单元组成的非结构化网格方法。网格数被认为是有限元方法的一个关键参数

指标，因此在开展数值研究之前需深入讨论其独立性。网格独立分析中采用了 30701、
54951 和 94169 三个网格数，获得工作流体出口温度如图 2 所示。从图中可以看出，当

网格数大于 54951 时，工作流体温度曲线几乎重叠。随着网格数的增加，出口流体的温

度几乎保持不变，表明在这种情况下，计算结果已经与网格数无关。因此，网格数 54951
被采用在后续研究中。

图 2 数值模型的网格独立性分析和验证。（a）网格独立性；（b）模型验证。

1.4.3 模型验证

通过将所建立的数值模型的计算结果与相应的相变单元实验结果进行比较，验证了

相变传热数值模型。实验原理、装置和出水温度如图 2（b）所示。熔化分析选择进水速

度和温度（0.005 m/s 和 333.15 K）。凝固分析采用低温进水（0.005 m/s 和 303.15 K）。随

着时间推移，计算得到的出水口温度与实验结果非常吻合。真实物体和物理模型之间的

不同可能导致计算结果和实验结果之间存在微小差异。因此，可以合理地推测，所建立

的数学模型足够精确。



2 结果和讨论

2.1 PCM 微阵列的性能

图 3 PCM 微阵列的性能。（a）流体出入口温度；（b）流体出入口温差；（c）波动期（30-60 s）内温度

轮廓；（d）不同波动期（45-285 s）峰值的温度轮廓；（e）PCM 液态分数；（f）相变轮廓；（g）速度轮

廓；（h）压力梯度；（i）等压线。

当工作流体从 PCM 模块内流出时，由于 PCM 的等温相变过程，温度在开始阶段基

本上是恒定的（<20s），热能以潜热的形式储存在 PCM 中。流出 PCM 模块的工作流体

温度随时间增加而波动增加，在时间超过 135 秒后最终达到稳定变化，此时相变材料基

本上完全熔化，流体最高和最低温度分别为 339.41 和 330.36 K。图 3（a）充分验证 PCM
微阵列模块能够对工作流体的温度变化产生显著的调平作用，温度波动幅度从 50 K 减小

至 9.05 K。图 3（b）表明出入口流体之间的瞬态温差以及 PCM 微阵列中的热能存储速

率。在 PCM 的等温相变的作用下，入口和出口流体之间的温差随着时间先迅速上升，

又逐渐趋于稳定，稳定后的最高和最低温差分别为 9.5 K 和-27.2 K。图 3（c）和（d）中

封装 PCM 的温度明显低于其周围流体的温度，这主要归因于 PCM 微阵列能够在几乎等

温条件下存储大量热能，阵列的微观结构也能够扩大流体与 PCM 之间的接触面积，加

快热量传递速率。同时，流体初始温度低于 PCM 的熔点，因此在初始阶段 PCM 的液态

分数显著增加。当 PCM 达到完全液态(fliquid=1)时，PCM 的液态分数曲线仅出现了几个

轻微的波动，主要是由于工作流体的入口温度的周期性变化所致。图 3（f）观察到 PCM
相变廓线在不同时刻发生显著变化。由于高温流体流入 PCM 模块，热量从流体到 PCM
微阵列快速传递。因此，与远离入口处 PCM 相比，位于入口附近 PCM 熔化更快。相变

轮廓结果进一步表明，壁面粘性阻力削弱了流体和 PCM 之间的瞬态传热，导致 PCM 的

液态分数在从阵列模块中心到边缘的方向上越来越小。

将 PCM 微柱阵列模块引入微流控芯片中，可以实现工作流体温度有效管理。但 PCM
微柱阵列模块的多孔结构无疑会对工作流体的流动产生额外阻力。流体速度随时间变化

结果如图 3（h）所示。可以发现，充分发展的层流穿过 PCM 微柱阵列模块，其速度受

到阵列结构的均匀干扰。较大流速出现在一些狭窄的通道中，如入口、出口和相邻两个



微柱之间。流体的压力梯度如图 3（i）所示。流体的出口和出口的静压力分别为 20.3 和

-6.23×10-3 Pa，相应的压降仅为 20.306 Pa。结果表明，PCM 微阵列模块可以在有限压力

消耗的情况下使流体流动均匀化。

2.2 PCM 熔点影响

Tm 是与相变材料的传热和相变密切相关的关键热物理参数之一，首先分析了 Tm 对

PCM 微阵列模块性能的影响。图 4 显示了 PCM 液态分数和出口流体的温度随时间变化。

研究发现，相变材料的液相分数受相变温度的显著影响，随着相变温度升高，相变材料

液相分数下降。工作流体的热能主要以潜热的形式存储在 PCM 中，从而能够改变工作

流体的峰值和谷值温度。当模块中 PCM 的 Tm 较大时，PCM 熔化并对工作流体施加热

缓冲作用，表现出较低的液态分数，如图 4（a）所示。当 PCM 的 Tm小于 329.15 K 时，

PCM 在 300s 时完全变为液体。图 4（b）描述了工作流体的出口温度随 Tm的变化。结

果表明，相变材料对工作流体温度具有良好的削峰填谷特性。也就是说，高温工作流体

的多余热能可以储存在 PCM 中，以降低温度波动峰值。储存能量还可以被释放以加热

低温工作流体，从而改善波动温度谷值。在不同的 Tm 下，稳定阶段工作流体的出口温

度介于 339.43 K 至 330.06 K 范围内。实际上，PCM 的 Tm的选择取决于实际应用场合的

目标温度，PCM 熔点过高或过低会削弱内置模块的热缓冲性能，在以下研究中选择 Tm

为 319.15 K 的 PCM 作为研究对象，评估其在微流控芯片热调节中的应用潜力。

图 4 不同熔点的 PCM 微阵列模块的性能。（a）PCM 液态分数；（b）出口流体的温度。

2.3 阵列参数分析

阵列参数对 PCM 微阵列模块的性能有显著影响。阵列模块内部微柱半径决定了

PCM 的热能存储容量，而水平和垂直方向上的间隔控制着流体和 PCM 之间的热交换速

率。图 5 列举了陈列因素对 PCM 微阵列模块性能的影响。如图所示，由于 PCM 在大微

柱半径下的加载量增加，PCM 熔化缓慢，液态分数随着微柱半径的增加而降低。在半径

为 0.75 和 1.50 mm 情况下，完全熔化 PCM 需要 90 和 170 s。而封装在半径为 3.00 mm
的模块中，PCM 的液态分数在 300 s 时仅能达到 0.961。比较结果表明，随着微柱半径

的增加，完全熔化后 PCM 的液体分数波动变得很小。更大柱半径意味着更多 PCM 负载，

PCM 的液体分数更低，对流体产生更强的温度缓冲效应，如图 5（c）所示。与其他情



况相比，流体出口温度在柱半径为 3.00 mm 的模块中最低，波动范围最宽（341.68～324.21
K）。

图 5 不同阵列参数的 PCM 微阵列模块的性能。（a），（d）和（h）为不同 rp、Ih和 Iv的 PCM 微矩阵；

（b），（e）和（i）为 PCM 液态分数；（c），（f）和（j）为流体出口温度。

图 5 还表征了柱间距对 PCM 微阵列模块性能的影响，水平情况为 5（e）～（f），
垂直情况为 5（i）～（j）。从图 5 不同阵列参数的 PCM 微阵列模块中可以看出，与其他两种

情况相比，具有适中间距的模块出现最低 PCM 液态分数，并且稳定后液态分数的波动

也最小。相反，包含较大或较小柱间距的 PCM 微阵列模块熔化得更快，并在 PCM 液态

分数方面表现更明显变化。对于柱水平间隔分别为 0.5、1.0 和 2.0 mm 的微阵列模块，

PCM 总熔化时间分别为 90、170 和 135 s。PCM 液态分数随垂直柱间距变化也出现类似

结果，图 5（i）-（j）显示流体出口温度波动范围分别为 16.72、9.05 和 3.94 K，相应的

出口流体的最高温度分别为 342.99、339.41 和 336.86 K，最低温度分别为 326.27、330.36
和 332.92 K。

2.4 尺寸参数分析



微阵列模块的性能随不同尺寸的变化如图 6 所示。PCM 随着水平柱阵列数量的增加

而快速熔化，对于 5、10 和 20 的水平柱阵列，PCM 完全熔化时间分别为 105，170 和

255 s。主要原因是柱阵列数量较多的模块中含有更多 PCM，流体与 PCM 模块之间的传

热温差较大，热交换率加快，从而带来更有效的削峰填谷效应。图 6 显示在水平柱阵列

为 5 的模块稳定后的峰值（342.62 K）和谷值（325.76 K）温度。而阵列数为 10 和 20
的情况下，相应的峰和谷温度分别降至 339.32 和 330.36 K、336.58 和 333.2 K。

垂直柱阵列数量对模块性能的影响如图 6（d）～（f）所示。从图中可以明显看出，

PCM 的液态分数随着垂直柱阵列数量的增加而增加。对于垂直柱阵列数量分别为 25、
50 和 75 的微阵列模块，PCM 在 90、120 和 150 s 时实现完全熔化。图中比较结果显示，

垂直柱阵列数量增加提升 PCM 含量，出口流体温度随着垂直方向的柱阵列数量的增加

而趋于平缓。从微阵列模块（垂直柱阵列数为 25）流出的流体的峰值温度为 342.21 K。

在柱阵列数分别为 50 和 75 时，流体出口温度分别降至 339.41 和 336.86 K。在垂直阵列

数为 25、50 和 75 的微阵列模块中，出口流体的温度波动范围为 15.84，9.05 和 3.95 K。

图 6 不同尺寸的 PCM 微阵列模块的性能。（a）和（d）是 Vn和 Hn变化的模块；（b）和（e）是 PCM

液态分数；（c）和（f）是流体出口温度。

2.5 运行参数分析

运行参数对 PCM 微阵列模块性能的影响如 7 所示。图 7（a）显示微阵列模块中 PCM
的液态分数随着流体入口速度从 0.005 到 0.04 m/s 的增长而急剧增加。低流体入口速度

导致 PCM 与流体之间的对流传热速率减弱。工作流体速度为 0.005 m/s，PCM 在 300 s
时仅实现部分熔化，这种结果也与图 7（c）所示的流体出口温度的最小曲线一致。对于

较大速度（0.02 和 0.04 m/s），稳定后流体出口温度分别在 339.41～330.36 K、343.31～



324.83 K 范围内波动。

图 7 不同操作参数的 PCM 微阵列模块的性能。（a）,（d）和（h）为 vin、n 和 ΔT变化的模块；（b），

（e）和（i）为 PCM 液态分数；（c），（f）和（j）为流体出口温度。

图 7（d）描述入口流体温度波动，其对 PCM 的液态分数的作用效果如图 7（e）所

示。结果表明温度波动周期越大，流体和相变材料之间的有效传热时间越长，相变材料

所储存的热量越多，相应液态分数上升越快。出口流体温度的极值随着温度波动期的增

加而上升，在 10、30 和 60 s 的温度波动期内，出口流体的最高和最低温度分别是 335.10
和 334.66 K、339.41 和 330.36 K、345.2 和 324.29 K。图 7（i）和（j）显示了入口温度

波动幅度对 PCM 液态分数和流体出口温度的影响。随着进口温度波动幅度增大，相变

材料的熔化速率越快，液态分数亦逐渐升高。在进口温度波动范围为 30～70 K 时，稳定

后流体出口温度分别在 343.68～331.43 K、339.41～330.36 K、334.91～329.38 K 之间波

动。

2.6 热缓冲效应



图 8 PCM 微阵列模块的热缓冲性能。（a）流体出口最高和最低温度；（b）最高和最低温度之间的温

差以及 TBR。

基于工作流体进出各种 PCM 微阵列模块的温度变化，可以得出 PCM 模块能够对工

作流体施加显著热缓冲效应。选择工作流体的最高和最低温度、两者温差以及热缓冲比

（TBR）作为特征指标，以定量反映 PCM 微阵列的热缓冲性能。

（11）

式中，Tmax,i和 Tmin,i是流入 PCM 模块的流体最高和最低温度；Tmax,o和 Tmin,o是流体出口

最高和最低温度。

图 8（a）展示了在不同阵列、尺寸和操作因素下，PCM 微阵列模块的入口和出口流

体的最高和最低温度。结果表明这些参数具有削峰填谷的能力，可以有效降低流体最高

温度。工作流体流出的最大温度分别为 342.61 K、340.73 K、340.55 K、342.65 K、342.98
K、343.31 K、345.2 K 和 343.68 K，对于 0.75 mm 的 rp、0.5 mm 的 Ih、2.0 mm 的 Iv、5
的 Hn、25 的 Hv、0.04 m/s 的 vin、90 的 n和 70K 的 ΔT。与入口峰值温度（353.15 K）相

比，分别降低了 12.6 K、10.5 K、10.17 K、9.84 K、7.95 K 和 9.47 K。

图 8（a）同时比较了流入和流出 PCM 微阵列模块工作流体的谷值温度。研究表明，



PCM 微阵列模块可以有效提升流体最低温度，流体出口的最低温度分别为 324.21 K、

328.63 K、330.31 K、325.70 K、330.36 K、324.83 K、324.29 K 和 329.38 K，比入口谷

值（303.15K）分别提升 21.06 K、25.48 K、27.16 K、22.55 K、27.21 K、21.68 K、21.14
K 和 26.23 K。此外，比较结果表明，PCM 微阵列模块对流体温度的填谷作用要强于削

峰。PCM 微阵列模块流体出口峰谷温度温差与 TBR 之间关系如图 8（b）所示。结果表

明，PCM 微阵列模块可以显著降低工作流体最高和最低温度之间温差。与流体入口温差

相比，rp 为 0.75、1.5 和 3.0 mm 的 PCM 微阵列流体出口温度差为 15.38 K、9.05 K 和 17.47
K。Ih为 0.5、1.0 和 2.0 mm 的 PCM 微阵列流体出口温度差为 12.1 K、9.05 K 和 9.56 K。

Iv 为 0.5、1.0 和 2.0 mm 的 PCM 微阵列流体出口温度差为 8.31 K、9.05 K 和 8.23 K。Hn

为 5、10 和 15 时，流体出口温度差分别为 16.95 K、9.05 K 和 3.01 K。Vn为 25、50 和

75 时，流体出口温度差分别为 16.61 K、9.05 K 和 3.81 K。vin为 0.02 和 0.04 m/s 时，流

体出口温度差分别为 9.05 K 和 18.48 K。n 为 10、30 和 60 时，流体出口温度差分别为

0.44 K、9.05 K 和 20.91 K。ΔT为 70、50 和 30 时，流体出口温度差分别为 12.25 K、9.05
K、5.53 K。PCM 微阵列模块的最大 TBR 为 0.9912，此时 n 对应于 10。基于 TBR 理论

分析，还可以推断出 n 对微流控芯片的热缓冲性能的影响最大，其次是 Hn、Vn、ΔT、Iv、

Ih和 rp，而 vin对微流控芯片的热缓冲特性的影响最小。

3 结 论

本文设计了一种新型被动 PCM 微阵列模块，旨在调节微流控芯片中工作流体在外

力场、流动阻力或化学反应条件下的温度波动。中空铝柱均匀分布在模块内作为 PCM
容器，以承载液体 PCM。PCM 可以通过固液相变来储存或释放热能，保证从构建 PCM
微阵列模块中流出工作流体具有适宜温度。建立可靠的数值模型并理论评价 PCM 微阵

列模块的综合性能。

研究结果表明入口和出口流体之间温差随着时间趋于稳定，最高和最低温差约为 9.5
K 和-27.2 K，稳定阶段的热能储存率介于 0.057 和-0.019 W 之间。PCM 等温固液相变导

致阵列模块中封装 PCM 的温度明显低于周围流体温度。PCM 的液态分数显著增加，流

体入口温度的周期性变化引起流体出口温度轻微波动。PCM 微阵列模块仅以有限的压力

损失为代价实现流体均匀分散。参数分析结果显示 PCM 微阵列模块的阵列、尺寸和操

作参数对出口流体温度和相变特性有显著影响，流体的最低和最高温度得到有效均衡。n
对微流控芯片的热缓冲性能影响最大，其次为 Hn、Vn、ΔT、Iv、Ih和 rp，而 vin对微流控

芯片的热缓冲特性影响最小。与流体入口温差相比，出口流体的最大温差仅为 20.91 K，

PCM 微阵列模块的最大 TBR 可达 0.9912。PCM 微阵列模块的热缓冲效应对工作流体的

填谷作用更显著。

总之，所构建的 PCM 微阵列模块具有突出的热缓冲性能，在微流控芯片的热管理

和控制方面具有巨大应用潜力。
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摘要：两相热虹吸管（Two-phase thermosyphon loop, TPTL）具有良好的换热性能，具有结构简单、紧

凑、无泵等优点，能有效解决高热流密度下的换热问题。因此，必须对 TPTL 进行优化，使其处于良

好的运行状态，尤其是回液管内工质是决定循环驱动力的关键参数之一。然而，在现有的研究中，忽

略了高充液率、高热流密度条件下回液管的流动特性。而高充液率已被证明在高热流密度下具有良好

的性能。在本研究中，利用可视化实验台观察和量化了不同充液率下 TPTL 回液管的流动特性。首次

报道了高热流密度下的两种流动特征：1.在高充液率下，回液管内的两相流动。2.部分充液状态下的液

柱高度振荡。结果表明，充液率对回液管的流动特性有显著影响。与传统的理解相反，TPTL 回液管状

态可以部分充满液体，但不是全部充满液体，这意味着驱动力可能小于典型的假设。高充液率的 TPTL

还可以提供最大重力压头，这是由于回液管充满液体所致。此外，受热流密度影响，气泡泵也加速了

TPTL 内的质量流动。因此，高充液率的 TPTL 表现出显著的传热性能。在适当的充液率下，液柱高度

随热流密度的增加而发生变化，表明 TPTL 具有自我调节作用。当充液率较低时，充液率对液柱高度

的影响较大。TPTL 回液管的理想状态是在高含气率下充满两相液体，这是通过充液率实现的。本文的

研究为优化 TPTL 的传热性能提供了一些参考。

关键词：两相热虹吸管；回液管；可视化；部分充满

0 前言

两相热虹吸管(Two-phase thermosyphon loop, TPTL)是一种无毛细芯、依靠重力回流

的装置，具有良好的传热性能[1-9]。TPTL 在众多工业应用中得到了广泛的应用，包括电

子元件冷却[10-12]、反应堆余热排出[13-15]和太阳能光热系统[16,17]等。TPTL 内的两相流动

和换热过程非常复杂，随着工作条件的变化，TPTL 内的汽液分布、工质流型和运行状

态都会发生相应的变化。

研究人员做了大量工作以优化 TPTL 的传热性能[18-23]。充液率是影响 TPTL 传热性

能的主要因素，研究人员将 TPTL 的充液率分为三种：高充液率、中充液率和低充液率
[24,25]。充液率影响着压力、温度、两相流态、质量流量等一系列参数。目前，更多的注



意力集中在循环流量[26]、蒸发器内的沸腾行为[27,28]、不稳定现象[7,29,30]等方面，这些都得

到了广泛的研究。在这些研究中，大多数研究人员认为回液管内总是充满液体的，这意

味着回液管内重力压头总是等于冷凝器和蒸发器之间的高度差。但是一味的增大冷凝器

和蒸发器之间的高度差并没有带来 TPTL 性能的提升。在宽充液率范围下回液管总是充

满工质的吗？由于可视化实验的缺乏，回液管的流动特性一直被忽视。回液管内液柱的

高度决定了 TPTL 的驱动力，因此，找出回液管的理想状态可以更好地了解 TPTL 的传

热传质过程，对优化 TPTL 的传热性能起到至关重要的作用。

Imura 等人[31]最先提到回液管并不总是充满液体。Lee 等人的[32]实验证明了这一猜

想的正确性。但是，实验依旧是不可视化的，仅仅是增大了冷凝器和蒸发器之间的高度

差，却没有获得更好传热的性能。张朋磊等人[33]建立了一个可视化实验台并对部分充液

现象的下降管进行了观察。第一次观测到了回液管由部分充液改为完全充液。随着运行

条件的变化，提供动力的降压管的压头显示出出色的自我调节能力。此外，他们提出了

一个通用模型，根据 TPTL 条件，回液管可以部分充满或者完全充满[34]。曹等人[33]评估

了回液管内制冷剂高度并讨论了其影响。然而，相关的可视化研究有一个共同的特点：

低热流密度(主要小于 10W/cm2)和低充液率。高充液率下，TPTL 被正名具有更好的传热

性能[33]。从本质上讲，用于高热流密度热管理的 TPTL 与用于低热流密度热交换的 TPTL
有很大的不同，尽管它们具有相似的工作原理。高充液率 TPTL 的回液管内只有一种完

全充满的状态吗？回液管里会有气相吗？在中充液率和高热流密度的情况下，蒸发器内

会出现间歇沸腾现象，此时回液管内液面是否稳定？这些问题涉及对 TPTL 工作原理的

基本理解。总体而言，迫切需要一个可视化实验来明确回液管的状态，找出不同充液率

下回液管的理想状态。

本文主要通过可视化实验，旨来确定宽充液率范围下 TPTL 的回液管状态。TPTL
回液管的状态可能会影响工质状况(过冷、质量流量、含气率等)。通过观察不同充液率

下回液管的状态，分析了回液管内制冷剂的流动特性。研究和评价了回液管状态与热阻

之间的关系。这些结果有助于阐明 TPTL 运行的物理过程以及对 TPTL 传热过程的影响。

为 TPTL 优化提供理论依据。

1 实验系统与数据不确定性分析

1.1 实验系统

本实验两相热虹吸管内工作工质采用 R134a，R134a 属于 HFC 类物质，因此完全不

破坏臭氧层，是当前世界绝大多数国家认可并推荐使用的环保制冷剂。实验系统采用风

冷式可视化实验系统，整体实验装置布局、温度测点布置如图 1 所示。两相热虹吸管绝

热段（导流管与回液管）为全可视化形式，并利用高速相机记录冷凝器出口回液管内汽

液两相分布。回液管拍摄窗口长度为 3 cm，距离冷凝器出口约为 5 cm。加热块形式与冷

凝器结构如图 1（b）和（c）所示。为了减少两相热虹吸管绝热段与环境之间的热量交

换，整个实验回路被厚度为 80 mm 的保温棉包裹（导热系数约为 0.025 W/m·K）。并且，

由于加热块温度较高，需要减少其与环境之间的热量交换，先用石棉（导热系数约为 0.15



W/m·K）进行包裹，之后再用保温棉进行包裹。

图 1 （a）实验装置示意图与测温点布置；（b）加热块形式；（c）冷凝器结构

为了讨论了不同充液率下回液管的状态，以及不同充液率对两相热虹吸管热质输运

规律。根据两相热虹吸管回液管汽液两相分布状态的不同，对本实验系统的充液率分为

三个类型：

（1） 低充液率（< 52.6%充液率）：低充液率两相热虹吸管降管出现不满液“断流”

现象时，下降管中出现一个明显的分界面，且汽液分界面较为稳定；

（2） 中充液率（52.6% ~ 76.5%充液率）：中充液率两相热虹吸管回液管同样出现“断

流”，但是液柱高度处于波动状态，汽液分界面不稳定；

（3） 高充液率（76.5% ~ 100%充液率）：高充液率两相热虹吸管回液管在低热流密度

下为充满状态，高热流密度下出现部分充满现象。

1.2 数据处理方法及误差分析

环路热虹吸管的等效热阻 Rloop定义为:
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其中，T6和 T7分别为加热面温度出口与风温。

表 1 展示了本研究中实验仪器的不确定性。温度不均匀性的不确定性表示为：
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环路热虹吸管的等效热阻的不确定性表示为：
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计算得到的温度不均匀性的最大不确定性为 0.6078%，热阻的最大不确定性为



8.1955%。两相热虹吸管与冷却水的热交换与输入热负荷之间的关系如图 2 所示。图中

的中线反映了零热损失的理想化状态。热损失越大，偏离中线的程度越大。从图中可以

看出，实验中个工况热损失不到总热负荷的 12%。本实验中热阻最大计算误差为 6.417%。

表 1 测量仪器的不确定性

设备 测量范围 不确定性

热电偶 -200~350℃ ±0.1℃ 

秤 0~100 kg ±0.1 g
直流电源 220 V 10 A ±0.5%
流量计 0~10 L/min ±0.5 L/min
风速仪 0.1~25 m/s ±0.01 m/s
冷水机 5℃~80℃ ±0.3℃ 

图 2 两相热虹吸管总换热量与热负荷的关系

2 结果与讨论

2.1 高充液率 TPTL 回液管部分充满现象

图 3 展示了 95.6%充液率两相热虹吸管回液管的汽液两相分布随热流密度的变化。

可以看出，在低热流密度（< 30 W/cm2）下，高充液率两相热虹吸管回液管完全充满液

体。这个状态与传统认知是一致的。随着热流密度继续增加，当输入热流密度为 60 W/cm2

并且环路运行稳定时，两相热虹吸管回液管内有汽泡为汽液两相流动状态，并且这个汽

泡是周期性出现的。图 2 证明了输入的热量可由冷凝器散出并未出现热量的堆积，因此

冷凝器的能力是足够的。回液管内汽泡的出现不是因为冷凝能力不足导致的，而是因为

风冷式冷凝器未出现过冷，并且高充液率下两相热虹吸管在高热流密度下质量流速很大，

因此，回液管的状态在高热流密度下为两相流形式。通过观测图像可知，回液管汽泡尺

寸首先随着输入热流密度的增加而增大，之后，汽泡尺寸随着输入热流密度的增加而减



小。以 95.6%充液率为例，随着热流密度的增加，回液管内汽泡的尺寸（气弹长度）由

10 mm（60 W/cm2热流密度下）增长至 13 mm（120 W/cm2热流密度下），之后，汽泡尺

寸缩小，在 200 W/cm2热流密度下，汽泡尺寸仅为 3 mm。综上所述，两相热虹吸管回液

管不仅会处于完全充满的状态，并且在高热流密度下会处于部分充满的状态，其工作形

式如图 4.4 所示。低热流密度下，两相热虹吸管内环流质量流速较低，从蒸发器出口出

来的汽液两相含气率也较低。汽液两相流体进入冷凝器后，全部冷凝为液体。而高热流

密度下，高含气率的汽液两相流体进入冷凝器，经冷凝，冷凝器出口为低含气率的汽液

两相流体。两相流体经过回液管进入蒸发器，在蒸发器内汽泡受热生长，同样在加热壁

面会产生新的汽泡，两股汽泡汇聚由蒸发器出口排出。

图 3 两相热虹吸管不同热流密度下回液管汽液两相分布

图 4 高充液率两相热虹吸管两种不同的工作状态



图 5 展示了高充液率两相热虹吸环路热阻随输入热流密度的变化。可以看出，两相

热虹吸管环路热阻随着热流密度的增大先减小后增大，与汽泡长度变化呈相反的趋势。

并且两相热虹吸管环路热阻的最低点和最大尺寸的汽泡出现同一热流密度下。以 96.5%
充液率为例，输入热流为 120 W/cm2 时两相热虹吸管环路热阻最低，其数值为

0.0957℃/W，而此时回液管内汽泡尺寸为 13 mm，这个尺寸是该充液率下出现的最大汽

泡尺寸。

图 5 高充液率两相热虹吸管环路热阻

两相热虹吸管回液管的状态可以反应两相热虹吸管循环驱动力。高充液两相热虹吸

管中具有两种驱动力：

（1）重力压头是重力作用的结果。其数值与回液管液柱高度呈正相关。

（2）汽泡泵是系统中由热能驱动的蒸汽汽泡上升而产生的流体的驱动力[36–38]。其本质

是一段具有加热功能的提升管，通过加热产生上升的汽液两相流达到泵送液体的目的。

蒸发器吸收热量，使得液体沸腾并产生大量的蒸汽，这些蒸汽在上升管内汇聚成汽泡，

汽泡在管内上升的同时将其上方的液体带入冷凝器中。由于上升管中的汽液两相混合物

的密度比比冷凝器中液体的密度小，因此能产生压力将管内两相流体提升到一定高度。

汽泡泵的大小与管径、扬程高度、热量输入等参数相关。

实验已经观察到两相热虹吸管在高充液率下，回液管总是充满液体或处于部分充满

状态。因此，可以认为高充液率两相热虹吸管回液管内液柱提供的重力压头一致，或变

化不大。然而汽泡泵与输入热流密度成正比，所以两相热虹吸管内总驱动力随着热流密

度的增加而增大，从而增大了两相热虹吸管内的质量流量。随着质量流量和热流密度的

增大，对流换热明显，相变换热所占比例减小。并且冷凝器出口温度升高，相变潜热相

应增大，导致冷凝区相变量减小，最终导致冷凝器出口汽泡尺寸增大。随着热流密度持



续增大，工作工质受热膨胀，环路中的相变空间减小，冷凝区域相变受限。随着热流密

度增加，系统压力也升高，对应的工作工质饱和温度升高，对应的气相密度也增加。综

合因素导致回液管内汽泡的尺寸变小了。

图 6 回液管内汽泡周期性变化（a）95.6%充液率；（b）87.4%充液率；（c）75.6%充液率和（d）汽泡

稳定时候的形态

虽然两相热虹吸管回液管在高热流密度下处于部分充满状态，但它也是一个动态过

程。汽泡出现、消失是一个周期性变化过程，首先要经历一段时间很少或没有汽泡，之



后出现大量汽泡，然后回到少量汽泡至汽泡消失。图 6（a）展示了 95.6%充液率两相热

虹吸管在 130 W/cm2热流密度下回液管汽液两相分布的周期性变化情况。回液管首先会

出现泡状流，汽泡尺寸很小，约为 0.5 mm；之后，泡状流转为弹状流，弹状流尾部携带

很多微小的汽泡；随后，微小的汽泡消失变为单相流；接着，再次出现一些微小汽泡，

进入下一个循环。87.4%和 75.6%充液率两相热虹吸管中 130 W/cm2热流密度下回液管汽

液两相分布分别如图 6（b）和（c）。可以看出，各充液率下汽液两相分布规律相似。但

是随着充液率的降低，回液管内含气率升高，且汽液两相界面更加模糊。在变为稳定的

弹状流之前，气弹会发生急剧的变形，稳定之后的气弹如图 6（d）所示。从图 6（a）和

（b）可以看出弹状流汽泡在同一周期内运动的距离是相同的，因此我们认为汽泡是匀速

运行的。通过对汽泡尺寸的获取，我们发现运动中的汽泡体积是恒定的（或略有变化），

所以汽泡在向下运行的过程中没有发生冷凝，可以认为回液管出口的流体处于饱和态或

者近饱和态。前文提到回液管的状态也反映了冷凝器的效率，因此回液管中汽泡的周期

性变化表明冷凝器的冷凝能力也处于周期性变化的状态。当冷凝器内存在很小汽泡时，

冷凝器主流体以液态为主。由于大量的液体工质，冷凝器内的冷凝换热系数较低，导致

冷凝器内汽泡冷凝较少，冷凝器内主流体的含气率增加。然而，相同质量流量温度下冷

凝换热效率随着含气率的增加而增加，使冷凝器出口过渡到含气率较低的两相或单相流

体。充液率决定着两相热虹吸管内工作工质的总量，对回液管的状态具有明显的影响。

即使处于高充液率情况下，充液率的变化也会对回液管汽液变化周期产生影响，如图 6
（a）-（c）。由图可知，较高的充液率可以有助于缩短回液管汽液变化周期。经统计，

95.6%充液率的两相热虹吸管回液管汽液变化周期约为 160 ms，87.4%和 75.6%充液率的

回液管汽液变化周期分别增加到 180 ms 和 260 ms。另外需要说明的是，95.6%充液率的

两相热虹吸管回液管汽液变化在单相流、泡状流、弹状流、泡状流和单相流之间交替流

动。而 87.4%和 75.6%充液率的两相热虹吸管由于工作工质总量降低，环路内含气率增

加，回液管汽液变化过程未出现单相流动。

弹状流稳定之后的气弹如图 6（d）所示，弹状流气弹尺寸随着充液率的增加而减小。

借助第三章的汽泡尺寸的测量手段测得，95.6%充液率两相热虹吸管回液管汽泡尺寸约

为 13 mm，而 75.6%充液率的汽泡尺寸约为 33 mm。并且由于是向下流动，弹状流的尾

部会发生明显的形变。

由此可见，高充液率两相热虹吸管回液管都是充满液体或者部分充满的状态，并且

是连续的单相或者两相的流动。而高充液率条件下，两相热虹吸管回液管的理想状态是

高含气率（一段时间内的平均含气率）的两相流动。这个情况下，两相热虹吸管重力压

头维持在最大，并且具有良好的相变空间，冷凝器内具有一个高的冷凝传热系数。从而

获得一个低的冷凝热阻和环路热阻，为两相热虹吸管提供一个优异的传热性能。

2.2 中充液率 TPTL 回液管部分充满现象

中等充液率的两相热虹吸管回液管并不是满液连续流动的，回液管中存在一段液

柱，液柱高度小于冷凝器与蒸发器之间的高度差，仿佛是“断流”状态，其运行状态如



图 7 所示。当下降管出现不满液“断流”现象时，下降管中出现一个明显的分界面：分

界面以上为液膜，液膜附壁缓慢流下，液膜内部为静止气塞（或气塞微小波动），这部分

压力基本不变，并不提供循环动力；分界面以下为实心液柱连续流动，这部分液柱提供

循环动力。实验中液柱高度定义为回液管内汽液界面到整个两相热虹吸管位置最低的距

离，如图 7 所标注。

图 7 中充液率两相热虹吸管的工作状态

图 8 64.1%充液率两相热虹吸（a）环路热阻随热流密度的变化规律；（b）回液管液柱高度随热流密

度的变化规律；（c）不同热流密度下回液管汽液两相分布

图 8（a）展示了 64.1%充液率两相热虹吸管环路热阻随输入热流密度变化规律；图

8（b）展示了 64.1%充液率两相热虹吸管回液管液柱高度随输入热流密度变化规律。对



比观察图 8（a）和（b）可知，两相热虹吸管的热阻变化趋势与液柱高度的趋势一致，

都随着输入热流密度的增加而增大。并且环路热阻对应的最低热流密度，与回液管液柱

最低对应的热流密度一致。64.1%充液率两相热虹吸管这个热流密度约为 125 W/cm2。这

表明在该热流密度下，环路内汽液两相流体的流动阻力最小，只需较低的液柱高度即可

克服。从图 8（b）可以看到，中等充液率的两相热虹吸管随着输入热流密度的增加回液

管的汽液分界面振荡的幅度会增大。在输入热流密度为 250 W/cm2时，中等充液率两相

热虹吸管回液管液柱振荡幅度可达 8 cm。在输入热流密度为 30 W/cm2时，回液管壁面

的液膜的汽液界面明显且稳定，如图 8（c）-1 所示。随着输入热流密度提高至 100 W/cm2，

在液膜包裹的气塞中，会出现一些液滴，如图 8（c）-2 所示。当热流密度继续升高至

150 W/cm2时，汽液界面已经模糊，发生开尔文-亥姆霍兹不稳定性，这是一种由剪切引

起的动态不稳定现象，如图 8（c）-3 所示。对比图 8（c）-3 和 4，输入热流密度对这种

流动不稳定性影响很大，更高的输入热流密度使得两相热虹吸管循环的质量流速增大，

带来了更大的剪切力作用于汽液界面上，使得汽液界面更加模糊。

根据本节中观察到的“断流”现象，液柱的影响因素可以概括为三个方面：（1）液

柱驱动制冷剂在两相循环中从蒸发到冷凝。在重力压头和汽泡泵的作用下，制冷剂被驱

动并克服阻力运动。当热流密度增加时候，为了防止干涸情况的发生，蒸发器中需要有

足够的制冷剂补充，因此循环需要一个更大的质量流量。由于质量流量的增加，使得蒸

发器内汽泡脱离直径减小，汽泡脱离频率增大。从而带来了高的流动换热系数，使得蒸

发器换热性能增强。中等充液率下，循环过程中的含气率也会随之增加，汽泡泵效应也

随之增大，对环流的加速效果更加明显。因此，只需要小的重力压头，所需液柱的高度

也越低。（2）在两相热虹吸管中，不同工况下，制冷剂在不同的压力下运行，制冷剂的

密度也不同。封闭系统中，制冷剂密度发生改变，其对应的体积也会发生改变，影响液

柱高度。因此，输入高热流密度会增加回液管液柱的高度。（3）两相热虹吸管中会出现

汽泡泵现象。汽泡在管内上升的同时会将其上方的液体推入冷凝器。因此，当热流密度

增大之后，相变产生的汽泡也增大，携带的液体量增加。从而导致下降管中制冷剂柱的

高度会降低。

在运行时高、中充液率处于两种不同的状态，其汽液两相分布也不同，展现出来的

热质输运规律也有所不同。高充液率（以 75.6%和 95.6%充液率为例）和中充液率（以

64.1%充液率为例）两相热虹吸管环路热阻的对比结果如图 9 所示。在相同热流密度下，

75.6%充液率（高充液率下的最佳充液率）的两相热虹吸管环路热阻会低于 64.1%充液率。

主要原因是回液管在中等充液率下存在“断流”现象，导致回液管液柱可以提供的重力

压头较低。而与 95.6%充液率相比，64.1%充液率两相热虹吸管在高热流密度下具有更好

的传热性能。这是由于高充液率下冷凝器内壁被液体覆盖，而在中等充液率下两相热虹

吸管冷凝器内相变空间充足，凝结换热系数较高，其中滴状凝结或膜状凝结都具有显著

良好的传热性能[147–149]。图 10（a）则显示了高、中充液率下两相热虹吸管冷凝器热阻。

从图中可以看出，冷凝段热阻随着输入热流密度的增加而降低。当输入热流密度超过 100



W/cm2 后，中等充液率两相热虹吸管冷凝段热阻继续降低，而高充液率两相热虹吸管冷

凝段热阻则随着热流密度的增加而增大。这是因为两相热虹吸管充液率越高，两相热虹

吸管内液体越多，汽泡与冷凝器内壁热阻越大，冷凝效果越差，冷凝段热阻越高。充液

率影响两相热虹吸管回液管的状态，因此可以结合回液管热阻开展讨论，图 10（b）展

示了高、中充液率两相热虹吸管回液管热阻随热流密度的变化。中等充液率两相热虹吸

管回液管中“断流”现象给回液管带来了很高的热阻，并且随着热流密度的增加回液管

的热阻减小。并且当热流密度大于 100 W/cm2时，回液管内液柱高度随着输入热流密度

的增加而上升，此时，回液管热阻依旧随输入热流密度的增大而降低。因此，若要维持

中等充液率两相热虹吸管处于良好的允许状态，需要保证回液管内液柱处于较高的水平。

图 9 高充液率和中充液率的环路热阻对比



图 10 高充液率和中充液率两相热虹吸管的（a）冷凝热阻和（b）回液管热阻对比

2.3 低充液率两相热虹吸管回液管“断流”现象

与中等充液率一样下降管出现“断流”现象，如图 11 所示，下降管中出现一个明显

的分界面。图 12 展示了低充液率下两相热虹吸管环路热阻，液柱高度及汽液两相分布情

况。在充液率极低的情况下，如 20.7%和 30.7%充液率，液柱很稳定震荡幅度很小，汽

液界面几乎不发生振荡。即使如 40.7%和 52.6%充液率，回液管内汽液界面发生振荡的

幅度也很小，其幅度小于 4 cm。与中等充液率不同的是，液柱的高度会随着热流密度的

增加而降低，但是液柱震荡的幅度随着热流密度的增加而增大。因为充液率较低，没有

汽泡泵效果，蒸发器内传热过程更加近似于池沸腾，输入热流密度增加，蒸发器内相变

传热过程变得剧烈。因此输入较高的热流密度时，需要更多的液体补入到蒸发器中，维

持传热过程，导致在高热流密度下回液管内液柱高度下降。相应地，较低的充液率显示

出较高的环路热阻，如图 12（a）所示。由于液柱提供循环的重力压头，提高两相热虹

吸管充液率可以提高两相热虹吸管的循环驱动力，并且可以提升蒸发器内补液过程，提

升两相热虹吸管循环的质量流率，降低两相热虹吸管的环路热阻，提高其传热性能。

图 11 低充液率两相热虹吸管回液管汽液两相分布

图 12 （a）低充液率下两相热虹吸管环路热阻随热流密度的变化；（b）低充液率两相热虹吸管回液



管液柱高度随热流密度的变化

3 结 论

充液率是影响两相热虹吸管热质输运特性的主要参数。高、中、低三种充液率下有

着不同的传热与流动机理。与传统理解不同，两相热虹吸管回液管并非完全充满的状态。

受充液率影响，两相热虹吸管回液管内会出现充满、部分充满、断流状态。由于回液管

中液柱提供重力压头，是两相热虹吸管的驱动力之一，这意味着两相热虹吸管中的驱动

力会小于传统观点。高充液两相热虹吸管回液管一直保持充满或汽液两相流动状态，因

此回液管中液柱提供了最大的驱动力。并且汽泡泵效应可以加速两相热虹吸管质量流速，

因此，高充液率两相热虹吸管具有最好的传热性能。中、低充液两相热虹吸管观察到了

回液管“断流”现象，此时回液管内液柱高度小于两器高差，且下降管内出现明显的分

界面：分界面以上为液膜流动，液膜内为饱和静止气塞，此段不提供循环动力；而分界

面以下为实心液柱，提供循环动力。并且液柱高度随热流密度的变化而变化，中等充液

率液柱高度随着热流密度的增加先减小后增大，低充液率液柱高度随着热流密度的增加

而减小，表明两相热虹吸管具有自我调节能力。
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摘要：本文提出在不显著降低储能密度下，以局部填充泡沫铜强化相变材料传热。研究了泡沫铜的孔

隙率大小及填充方向、填充比例和填充长度对级联式泡沫铜结构强化相变传热性能的影响。结果表明，

局部填充强化策略能够提高相变材料的熔化速率和温度响应，当局部填充泡沫铜孔隙率从 96%降低到

86%时，相变时间能够降低 14.2%；横向填充强化效果优于纵向填充；最佳填充深度随孔隙率的增大而

增大。结果可为泡沫金属强化相变蓄热提供理论指导。

关键词：相变材料；泡沫铜；局部填充；强化传热；潜热蓄热

0 前言

相变材料（phase change material，PCM）具有储能密度高、相变温度近似恒温的优

点，在热能储存和热管理领域得到广泛应用。然而，其导热系数较小，这严重降低了传

热速率，从而制约了其应用。为了提高相变材料的传热特性，轻质、多孔泡沫金属[1-4]
等高导热材料被广泛引入 PCM。Zhang 等[5]发现泡沫铜的加入对相变材料的传热性能具

有优异的强化作用；Feng 等[6]和 Zheng 等[7]分别通过实验对比研究了泡沫铜对相变材

料凝固与熔化的影响，结果证明泡沫铜的加入使得相变材料凝固与熔化时长分别降低了

近 60%和 20.5%。Ferfera 等[8]通过实验与数值计算发现泡沫铜的加入使得复合相变材料

的有效导热性能提高了 34.5 倍。泡沫金属对强化相变材料的相变蓄热速率有积极作用，

且强化作用受孔隙率，孔密度的影响。Xi 等[9]研究了不同孔隙率对复合相变材料传热特

性的影响，发现当泡沫铜孔隙率从 98%下降至 88%时，总熔化时长缩短了近 68.7%。

孔隙率的降低会制约液态 PCM 的自然对流，而自然对流在 PCM 相变后期发挥重要

作用。因此，非均匀泡沫金属填充强化策略被提出以实现高导热与强对流双方面的传热

优势。另一方面，非均匀填充还可以减小泡沫金属对系统蓄热密度的降低作用。Zhang
等[10]研究了 85.9%~95.8%线性孔隙率的泡沫铝复合相变材料的传热特性，结果证明梯

度结构能够提升 PCM 的平均蓄热速率近 173%。Joshi 等[11, 12]基于数值模拟方法，研

究了局部填充泡沫铜对方腔式相变材料的传热过程的影响规律。研究发现，当局部填充

高度为 0.75 时，能够充分发挥顶部自然对流作用，实现与完全填充时相同的效果。Zuo 等

[13]建立了局部填充泡沫铜的水平相变储能管，在保证储能密度不严重降低的情况下，

最佳泡沫铜的结构基准设计能够节省近 16.8%的材料耗费。

1 基金项目：（国家自然科学基金（No. 52006183））



在方腔相变单元中，由于自然对流的作用，顶部熔化是快于底部的。随着相界面的

发展，到了相变后期，会形成一个类似于三角形的固态区域的“相变死角”，该区域由于

距离热源远热阻较大，对流传热较弱，主要依靠着 PCM 的导热传热，对该区域重点强

化导热的方式[14, 15]成为研究热点。基于此，本文针对相变死角展开了局部填充强化的

工作，以实现蓄热速率与蓄热密度的协同优化。通过建立泡沫铜级联结构模型，研究泡

沫铜填充方向与填充深度、泡沫铜孔隙率等参数对复合材料的传热及蓄热性能的影响。

本文提出的新结构能够改善在相变后期的熔化速率较慢这一关键问题，提高了传热速率

的同时维持较高的蓄热密度。为设计具有成本效益的泡沫铜复合相变材料的多孔结构提

供了指导，减少了材料损耗。

1 数值计算模型

1.1 几何模型

本文建立了尺寸为 100mm×100mm 的相变单元的二维几何模型，以孔隙率 96%，孔

密度为 10PPI 的泡沫铜作为均匀基体强化介质（C0）。在此基础上，针对单元底角 1/4
相变死角区域，布置具有高导热性能的低孔隙率的泡沫铜（C1-x），其中 x 对应的泡沫铜

孔隙率为 x=1: 0.94、x=2: 0.92、x=3: 0.90、x=4: 0.88、x=5: 0.86。通过改变死角区域泡沫

铜填充方向和深度（C2-Xx，C2-Yx）和孔隙率（C3-x），其中，C2-Xx 中 x 为局部优化

泡沫铜的横向深度，x=1: 60mm、x=2: 70mm、x=3: 80mm、x=4: 90mm、x=5: 100mm。

C2-Yx 中 x 为局部优化泡沫铜的纵向深度，x=1: 60mm、x=2: 70mm、x=3: 80mm、x=4:
90mm、x=5: 100mm。C3-x 中 x 为泡沫铜孔隙率为 x=1: 0.94、x=2: 0.92、x=3: 0.90、x=4:
0.88、x=5: 0.86。优化研究复合相变单元的传热速率及储能密度特性，研究思路如图 1
所示。泡沫铜的孔隙率变化范围为 86%-96%。方腔相变单元以左侧 4500 W/m2的恒定热

流，其余壁面均设置为绝热条件。PCM 与泡沫铜的物性参数如表 1 所示。

图 1 局部填充泡沫铜强化传热填充变化示意图

1.2控制方程与初始条件

泡沫铜内部的相变过程较为复杂，其中包括了铜与相变材料自身的导热，二者的间

隙换热以及液态相变材料的自然对流。为了简化数学模型，提出了以下假设: 1. 液态

PCM 被认为是不可压层流流动; 2. PCM 和泡沫铜均视为各向同性的均匀材料; 3. PCM 固

液相的热物性差异忽略不计，只有密度变化服从 Boussinesq 近似 ; 4. 使用

Darcy-Brinkman-Forchheimer 模型模拟泡沫铜孔隙结构对流动的阻力。控制方程如下。



所有域的初始温度为 295.15K。

表 1 相变材料与泡沫铜的物性参数

性能 材料

石蜡 泡沫

铜

密度 (kg/m3) 900 8979

比热容 (J/kg••K) 2200 381
导热系数 (W/m•K) 0.2 401
动力粘度 (kg/m•s) 0.003 -

潜热 (J/kg) 197700 -
相变温度 (K) 314.15-321.15 -

热膨胀系数 (1/K) 0.0006 -
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为密度; 为泡沫铜孔隙率. 和 表示动量方程源项，其中糊状系数

大小设置为 , 为常数，大小为 0.001 [16]. is 宏观尺度下的液相分数, 具体表

达见公式(9). 公式(4)和(5)中的第二项为基于 Darcy-Forchheimer 理论的修正惯性项与粘

性项。公式(5)中最后一项为基于 Boussinesq 假设下的热浮升力作用项， 为膨胀系数。

和 为多孔泡沫铜的渗透率与惯性系数, 可通过 Calmidi and Mahajan 所给模

型进行计算[17]:
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其中 和 分别表示相变材料与泡沫铜的有效导热系数，计算公式如下 [18]:
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表示单位体积下的间隙换热面积 [17]:
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液相 PCM 与泡沫铜之间的间隙换热系数 使用 Zukauskas 提出的模型，其中孔

隙雷诺数大小为 [19]:
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公式(8)中的焓值 (h) 包括了显热焓 ( h ) 与潜热部分 ( hfL ) ，表达如下：
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其中， 和 表示发生凝固与熔化的温度 PCM。

1.3模型验证

为了验证模型的正确性，我们搭建了复合相变材料传热性能实验系统，对孔隙率为

96%，孔密度为 40ppi 的泡沫铜强化相变材料的传热性能进行了实验研究。实验和模拟

的复合相变材料液相率和测点温度如图 2 所示，可以看出，模拟结果与实验结果吻合较

好，证明了模型的正确性。

图 2 复合材料液相率与测点温度的模拟与实验对比图

2 结果与讨论

2.1 局部填充孔隙率对 PCM 熔化过程的影响

图 3A 展示了 6000s 内有无局部填充策略的瞬时熔化云图分布情况（主体孔隙率为

ε1=96%，局部填充 εd=90%为例）。红色部分为液态，蓝色为固态，绿色为固液共混的糊

状态。在均质工况 C0 中，在初期前 1000s 时，相界面近似平直，这是因为在相变初期

PCM 均为固体，完全依靠导热传递热量，熔化速率较慢；随着相变的进行，可以看出顶

部的相界面发展速度逐渐上升，而底部的熔化过程近乎为静止。这是因为随着液相分数

的上升，自然对流作用开始变得强烈，由于浮升力的作用驱动流体携带热量向上流动，

加速了该区域的相变进程。在近乎 4500s 时相界面发展到最右端界面，后续的熔化呈现

出自上而下的趋势，即依靠顶部热流体向下的导热与横向的导热推动熔化。也就是在相



变后期，由于自然对流作用的降低，加上与热源这一段较大距离之间液态 PCM 热阻较

高，减缓了底角区域的相变过程，形成了所谓的“相变死区”。这一现象是无法避免的，

对相变后期的蓄热密度是不利的。

图 3 局部填充泡沫铜强化传热液相分数变化示意图

图 3B 是对方腔底角 1/4 区域进行局部填充强化液相分数。提高了局部导热性能之

后可以发现，在相变近 4500s 之后。由于降低了局部孔隙率，使得该区域的横向与纵向

的导热性能得到了进一步提升，使得相界面分布更为曲折；最终相变过程得到了大幅度

提升，并且在末期（6000s）时，底角区域导热的大幅度提升，反而使得其熔化速率相较

于前端更快。此外，对比研究了填充 5 种不同孔隙率下复合材料的熔化时间，熔化总时

间分别为 6400s, 6200s, 6170s, 6060s, 和 6010s。结果证明局部导热系数的增大能够进一

步缩短相变时长。

2.2 局部填充方向对 PCM 熔化过程的影响

以 C2 结构局部填充 εd=90%为例，以间距为 10mm 改变填充深度，探究在不同填充

方向上，改变填充深度带来的影响。由于相变过程中，导热与自然对流作用的传热贡献

是瞬时变化的，改变填充方向与深度会产生不同的影响。

如图 4 所示分别为 C2-X/Y 在两个填充方向上的瞬时液相分数，可以发现，随着填

充深度的提高，对于相变速率的提升作用逐渐在相变中期开始明显。增大填充深度能够

提高局部传热速率，进而缩短相变进程。在 C2-Y 结构上，增大填充比能够更好的提高

传热速率，当填充比为 100mm 时，最大能够缩短近 7.64%的时间。而对于 C2-X 结构，

最佳填充深度为 X2，仅用了 70mm 的深度实现了近 9.88%的强化效果。在相同的填充深

度下，C2-X 比 C2-Y 更能缩短相变时长。这意味着用更少的泡沫铜获得了更高的蓄热密

度与蓄热速率，节约了近 30%的材料耗费。

以局部填充孔隙率 εd=90%，相同深度 a=100mm 与 b=100mm 的工况为例，相变前

期，中期与后期的云图分布如图 5 所示。根据云图可以发现，在不同方向上做局部填充

工作时的影响是不同的。在相变初期，X 方向上的强化由于低孔隙率的高导热作用，会

使得的熔化速率下降，使得底部的熔化速率更慢，而在 Y 方向上做强化则不会产生明显

影响；随着相变过程的进行，开始逐渐形成顶部熔化快，底部慢的相界面分布。在相变

中期，强化 X 方向上的导热，能够进一步强化底部的传热，推进底部相界面的发展。并

且由于底部低孔隙率带来的流动阻力，会限制自然对流的发展，使得相界面更倾向于垂



直状态。而 Y 方向上的局部填充则会使得后半部分由于高导热在横向与纵向均发生加速

熔化的特点，前后部的相界面呈现脱离状态，即后半部的熔化完全强于前部。

图 4 不同泡沫铜填充比例和方向下的相变材料熔化分数

图 5 不同泡沫铜填充比例和方向下相变材料熔化进程

2.3 最佳填充比与局部孔隙率的关系

局部填充工作能够进一步强化相变死角的相变传热性能，缩短相变时长。结果发现，

当局部填充孔隙率 εd=94%时，最佳填充深度为 100mm。随着局部孔隙率 εd下降至 90%，

最佳填充深度会随之下降至 70mm。为减少泡沫铜的浪费利用，局部填充深度与局部泡

沫铜的孔隙率的关系应进一步细化分析讨论。本小节中用 5 种孔隙率低于 96%的泡沫铜

(94%,92%,90%,88%,86%)在6种横向填充深度(X0=50 mm, X1=60 mm, X2=70 mm, X3=80
mm, X4=90 mm, X5=100mm)下的强化传热效果。

图 6 所示为不同填充深度下，对应不同局部孔隙率工况的完全相变时长。可以发现，

随着局部孔隙率的降低，传热性能在上升，而对应的最佳填充深度会随之缩小。C3-1~5
工况对应的最短熔化时长分别为 6240s, 5910s, 5560s, 5570s, and 5520s。并且随之对应的

填充深度分别为 X5（100mm）, X4(90mm), X2(70mm), X1(60mm), 和 X1(mm)。也就是

说，当使用的局部填充泡沫铜孔隙率较低时，也就是具有更高的导热性能时，单纯的增

大填充深度不一定能够实现最佳的强化效果。局部填充泡沫铜的孔隙率的强化作用主要

取决于局部的传热性能。



图 6 不同孔隙率的泡沫铜在不同填充深度相变材料熔化时间

为了解释清楚上述现象，对比分析 εd=94%和 εd=86%对应的液相分布云图（图 7 和

8）。可以看到，在图 7 中，由于局部孔隙率较高。增大填充比对自然对流产生的流动阻

力影响比较小，对相界面的演化过程产生的影响不明显，因此相变死角的熔化速率随着

局部填充深度的增大而不断增大，因为导热说随着填充比的增大而不断提高的。相反，

局部填充高导热的泡沫铜时 εd=86%。如图 8 所示。更低的孔隙率对流动产生了明显的阻

碍作用，随着填充比的真大，顶部相界面的移动距离随之而降低，也就是自然对流收到

了明显的阻碍。当填充深度大于 X1(60mm)时，由云图可以发现，在相变死角的熔化速

率会逐渐快于主流区的熔化速率（红色线框表明）。这一现象可以用导热性能的提高来解

释。随着相变进行，自然对流逐渐减弱，可能会在某一个时刻形成底部出现液相而顶部

出现固态的情况。改变了全局的传统从左到右的传热模式，因此在高填充比下产生了更

糟糕的强化效果。这也解释了 C2-X2 结构效果优于 X5 的现象。

Middle stage (4000s) ߝ݀ = 94%

Final stage (5500s) ߝ݀ = 94%

图 7 孔隙率 εd=94%的局部填充泡沫铜填充不同深度下相变材料熔化进程

Middle stage (4000s) ߝ݀ = 86%

Final stage (5500s) ߝ݀ = 86%



图 8 孔隙率 εd=86%的局部填充泡沫铜填充不同深度下相变材料熔化进程

3 结 论

为了提高相变单元的熔化速率，强化相变材料蓄热性能，本文提出了一种不均匀泡

沫铜的局部强化策略。结论如下：局部填充强化策略能够很好的提高相变速率，相较于

均质泡沫金属，局部填充 86%孔隙率的泡沫铜最大能够节省 14.2%的时间。相较于纵向

填充，水平方向的填充具有更佳的蓄热表现。以局部填充 90%为例，在相同填充深度时，

水平填充能够进一步节省近 7%的时间。局部填充使用的泡沫铜孔隙率越大，则导热强

化效率越低，但是对自然对流的抑制作用会越小。随着局部填充孔隙率的增大，最佳填

充深度应增大。
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摘要：实现湿烟气余热的有效回收对缓解环境问题具有十分重要的意义。本文搭建了湿烟气温差发电实验

系统，实验研究了混合蒸气流速为 2m/s 时，水蒸气浓度对湿烟气温差发电系统热电性能的影响规律。结果

表明，水蒸气浓度的增加有效提高了混合蒸气的冷凝换热能力，增大热电模块的热端温度，水蒸气浓度增

加至 30%，可将系统最大输出功率和最大热电转换效率分别提高约 4.15 倍和 2.24 倍。

关键词：湿烟气；水蒸气浓度；热电性能；传热性能

0 前言

中国作为能源需求大国，天然气的使用需求近三十年来增加了 8 倍，且天然气的主要成

分为甲烷，燃烧产物中含有大量的水蒸气，冷凝潜热量大。以燃气锅炉为例，如果能够将烟

气的温度降低到 40-50℃，烟气中的冷凝潜热得到回收，不仅实现了 15%的节能与 CO2 减排

效果[1]，而且由于冷凝液中溶解了 NOX、SOX、HCI、烟尘等，排放的烟气也更加清洁[2]。

因此，对湿烟气进行深度回收利用将带来可观的经济与环境效益[3]。1

目前利用热-电结合的方式回收余热，优化和提高回收效率已然成为研究人员的关注重

点。对于烟气热电发电器来说，由于烟气侧的对流换热系数较低，模块热端温度远低于烟气

温度，因此通过强化烟气侧的传热可有效提高热电转换效率。Ma 等[4]数值分析研究了带纵

向涡发生器的板翅式热电发电器的性能，建立了气液两相 TEG 的流-热-电多场耦合模型。

分析得到，此种强化方式可将总输出功率可提高 59%-153%。Lu 等[5]对在烟道内安装非均匀

肋片后，热电发生器的输出功率等进行了实验研究，得出非均匀换热器可以提高空气侧的输

出功率，若空气侧温度提高 30K，匹配负载下的净输出功率可提高 30%。Karana 等[6]利用扭

肋进行烟气热电发生器烟气侧的强化传热，即通过提高排气换热器内部的传热系数来提高输

出功率。实验得出，螺距比为 8，扭转比为 4，倾斜角为 60°时系统输出功率最大。芦星等[7]

构建了热电发电器的多场耦合模型，分析了梯度翅片对发电性能的影响，认为每种强化翅片

均存在最佳匹配流速可使强化性能最大，上游强化梯度肋片可获得更高的净发电效率。王俊

丽等[8]建立了环状热电发电系统的数学模型，并通过添加翅片来强化热端吸热以达到优化传

热的目的，当烟气温度为 600K，流速为 9m/s 时，添加翅片可将输出功率提高 299%。近年

来多孔材料与热管在提高热电发电器性能中发挥了很大作用。Cao 等[9]提出了一种用于汽车

尾气余热回收的热管热电发电系统，发现存在最佳热管安装参数（深入 60mm、角度 45°）
可获得最大发电效率。Wang 等[10]提出了一种新型热管工业高温余热回收系统，研究了热源

温度对余热回收系统性能的影响。实验得出，当 TEG 工作在 600℃时，系统热电转换效率

峰值为 7.5%。Zhao 等[11]提出了气液相变型热电发生器，与传统结构相比，可有效提高输出

功率，在热电模块面积达到最优时，所对应的单位面积大的输出功率可提高 5-12 倍。

基于以上研究现状发现，目前温差发电技术多用于回收高温废气余热，缺乏针对低温湿

烟气冷凝潜热热电转换特性实验研究。因此本文搭建了低温湿烟气温差发电系统，研究了烟

气含湿量对湿烟气温差发电器热电性能的影响，所得结果为深度回收湿烟气余热提供了理论

参考。

基金项目：国家重点研发计划（2022YFE0119100）;国家自然科学基金（52206083）



1 实验系统

湿烟气的冷凝属于含有大量不凝性气体的蒸气冷凝，考虑到排放烟气中成分的复杂多变，

本实验中采用湿空气模拟湿烟气。湿烟气温差发电实验系统如图 1 所示。实验系统由混合蒸

气加热系统、湿烟气温差发电器、冷却水循环系统和数据采集系统组成。混合蒸气加热系统

主要由空气压缩机，电磁流量计，蒸气加热器等组成，空气压缩机将空气送入蒸发水箱中，

与水箱内生成的水蒸气充分混合后形成混合蒸气沿向上管道进入实验腔室中，在实验块表面

进行冷凝换热后，直接将热量通过冷凝实验块传递给热电模块热端，同时在冷却水的作用下，

模块两端出现温度梯度，进而产生电能。混合蒸气中多余的热量随湿空气排入大气中。为减

少管路的热损失，蒸气加热器后所有管路采用保温棉包裹。其中通过调节空气压缩机阀门控

制空气流量，通过调整调压器的加热功率空气混合蒸气温度。冷却水循环系统主要由恒温水

浴，微小流量计等部分组成。

图 1 实验系统图

湿空气温差发电系统包括，热电模块，水冷板，实验腔室和冷凝实验块。实验腔室由不

锈钢材料制成，由顶部盖板，玻璃视窗，聚四氟乙烯垫片等部分组成，空气流道尺寸为

20mm×60mm×320mm。冷凝实验块嵌入实验腔室的宽侧面，具体结构如图 3 所示。热电模

块采用江西纳米克公司生产的 Bi-Te 基热电模块，具体参数由表 1 所示。

图 2 实验腔室和实验块结构示意图

表 1 热电模块参数明细（热端温度 300℃，冷端温度 30℃）

长 宽 高 PN 材料 内阻 开路电压 最大输出功率

mm mm mm  Ω V W 

56 56 5 Bi-Te 0.9 8.4 19.3



2 数据处理

2.1 水蒸气浓度

混合蒸气的温度是分析蒸汽特性的重要参数，在它已知的前提下才可以确定混合蒸气中

水蒸气的含量。使用 K 型热电偶测量实验腔体进出口混合蒸气温度，分别为 Tin，Tout。将混

合蒸气看做理想气体，水蒸气的体积分数 Cv 与其在混合蒸气中的分压力比相等。在混合蒸

气温度为 Tin时，饱和水蒸汽的分压力 pv,b为：
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则水蒸气的体积分数为：

0
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p
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p
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式中，p0 是指大气压力，单位是 kPa。
2.2 混合空气流速的选择

考虑到流体流速对于换热器换热效果的影响，实验中首先确定了实验中所需通过流道截

面处混合蒸气流速，进而计算出通过界面处所需混合蒸气体积流量。因此实验中所分析流速

选用理论计算结果，也可用体积流量反算得到：
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其中，Vs 是稳定工况下混合蒸气膨胀后的体积流量；S 为流道的截面积为 0.012m2。

2.3 传热参数

湿空气温差发电系统中是热-电的耦合，因此，整个换热过程中存在湿空气的对流换热

和冷凝换热。理想状态下混合蒸气在整个流道中的换热量 Q 利用混合蒸气进出口的焓值计

算，如下式所示：

( )in out gQ H H m  (4)

其中，mg 为干空气的质量流量；Hin，Hout分别为进出口的焓值。

实际由空压机通入的干空气经气体流量计测得的为标准状况下的体积流量 Vg，利用空

气密度 ρg 将体积流量转换为质量流量，即

g g gm V  (5)

则水蒸气质量流量可根据混合蒸气中水蒸气的质量分数 Wv计算得到，
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W
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式中，Wg 为混合蒸气中空气的质量分数。

进出口的焓值可用下式计算得到，

   1.005 2501 1.86in inH T d T   (7)

其中，d 为湿空气的含湿量，kg/kg。
相对湿度是湿空气中水蒸气分压力与同温度下饱和空气中水蒸气分压力之比

,
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水蒸气的分压力 pv 可由混合蒸气总压力与水蒸气质量流量 mv 和干空气质量流量 mg 共

同决定计算如下：
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含湿量可由水蒸气分压力确定，
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(10)

因此，实验块表面的平均换热系数为：
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其中，Tw为实验块内壁温度，℃。

由于实验中直接测量了热电模块的热端温度 Th，即实验块的外壁温度。实验块内外壁

面间进行导热热传递，因此，利用傅里叶导热定律计算得到实验块内侧壁面温度 Tw,见下式：
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其中，δ 为通道壁面厚度；Qc 为冷热侧换热量，W；λw 为壁面导热系数。

实验中在水冷板冷却水进出口处各放置热电偶测量温度分别为 Tci，Tco,冷却水流量 mc

为定值，因此冷却水所带走的热量计算为：

( )c p c co ciQ C m T T  (13)

其中，Cp为冷却水的比热容。

2.4 发电性能

实验中所直接记录为系统开路电压 E，通过改变负载电阻，得到输出电压。发电器的输

出功率 P 与负载电阻 RL有关，测量负载电阻两端电压 U 与电流 I 便可获得输出功率。

P UI (14)
在实际换热过程中，当壁面温度低于湿空气的露点温度时，湿空气发生冷凝，使得冷凝

潜热回收转换为电能，但考虑到实验过程中系统的热损失，将温差发电器的热电转换效率 η

定义为：
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当所接负载电阻与热电模块内阻一致时，系统达到最大输出功率 Pmax，此时的最大热电

转换效率 ηmax 为：

max
max

max

100%
c

P

P Q
  


(16)

3 结果与讨论

首先分析了不同水蒸气浓度下，流道内换热能力的变化情况，如图 3 所示，其中所有混

合蒸气均处于饱和状态。由图可以看出，随着水蒸气浓度的增加，流道内混合蒸气换热能力

随之增大，即湿空气的换热能力增强。例如，当水蒸气浓度自 10%增加至 30%，流道内的



总换热量和换热系数分别可增加 15.2W/m2 和 125.2W/(m2·K)。分析原因认为，混合蒸气由

水蒸气和空气两种成分组成，其中空气作为不凝气体是恶化传热的主要原因。因此，水蒸气

浓度增加，空气的组分减少，热阻下降，使得换热效果增强。
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图 3 水蒸气浓度对换热性能的影响

接着对湿烟气温差发电系统的热电性能进行了分析，图 4 给出了系统输出功率随电流以

及外接电阻的变化情况，由图可知，系统输出功率随外接负载的变化呈现出先变大后减小的

趋势，而与电流变化呈现出相反的变化趋势，但均存在最大输出功率。这一规律符合热电模

块的性能变化规律，即当外接电阻与热电模块的内阻值相等时，系统达到最大输出功率。此

外，由图还可以看出，水蒸气浓度的增加使得整体输出功率逐渐上升。
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图 4 系统输出功率变化情况

温差发电系统的最大输出功率是衡量系统发电性能的重要参数。如图 5 所示，给出了随

水蒸气浓度变化实验系统的最大输出功率的变化规律。由图可看出，在混合蒸气流速为 2m/s
的情况下，水蒸气浓度为 10%时，系统的最大的输出功率仅为 0.077W。随着水蒸气浓度增

加至 30%，最大输出功率为 0.32W，约是水蒸气浓度为 10%的 4.15 倍。换句话说，水蒸气

浓度的增加能够有效提高温差发电器的发电功率。其原因在于水蒸气体积分数提高，增大了

冷凝换热，提高腔体内的温度，即增强了热电模块的热端温度，增大了冷热端温差，进而使

系统最大输出功率得到提高。
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图 5 水蒸气浓度对最大输出功率的影响

最后，为更加清楚本实验所设计温差发电器对于低温湿烟气的热回收效率。图 6 给出了

水蒸气浓度对于温差发电器热电转换效率的影响规律。由图发现，水蒸气浓度的增加大大提

高了系统的热电转换效率。例如，混合蒸气流速为 2m/s，水蒸气体积分数为 10%时，系统

热电效率仅有 0.54%，而水蒸气体积分数为 30%时，系统热电效率为 1.21 %是水蒸气浓度为

10%的 2.24 倍。换句话说，增大混合蒸气中水蒸气的含量，提高了热电模块的热端温度，

有效增加了模块两端温差，进而产生了更大的电动势和发电功率，从而增强湿烟气余热的热

回收效率，这对于湿烟气余热的再回收利用以及减少能源消耗具有重要意义。
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图 6 水蒸气浓度对热电转换效率的影响

4 结 论

本文搭建了湿烟气温差发电试验系统，实验研究了水蒸气浓度（10%-30%）对温差发电

系统发电性能的影响。实验结果表明，水蒸气浓度自 10%提高至 30%，系统最大输出功率

提高约 4.15 倍，最大热电转换效率提高约 2.24 倍，达到 1.21%。增大水蒸气浓度能够有效

提高流道内混合蒸气换热量，进而增大热电模块的热端温度，提高热电转换效率。这对于实



验烟气余热的再利用和减少能源消耗是十分有意义的。
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摘要：翅片与纳米颗粒协同强化传热可以更大限度地提高相变储能系统的充热性能。本文利用焓-孔

法数值研究了水平翅片安装高度与 CuO 纳米颗粒体积分数对相变材料充热性能的影响。结果表明，纳

米颗粒能够提高平均熔化速率，对总吸热量影响较小；随着体积分数增加，初始阶段瞬时熔化速率更

快，但 PCM 粘性增大后速率下降，存在最佳纳米颗粒体积分数；随着翅片安装高度增加，平均充热

速率先增加后减小，当体积分数为 1%时翅片的最佳安装高度为 8.9 mm，此时总充热时间为 1024 s，

平均充热速率为 484.5 W，相比于 d=5 mm和 13 mm，平均充热速率分别增加了 11.1%和 13.4%。

关键词：相变材料纳米颗粒翅片强化充热性能储能

0 前言

随着现代工业文明的进步和人类生活水平的提升，能源与环境面临着诸多问题和

挑战。传统化石燃料属于短期无法恢复的不可再生能源，其大量使用会加剧温室效应，

并且属于短期无法恢复的不可再生能源。同时，我国存在着能源时空供求不匹配和能源

利用效率低等问题。如何立足于我国的能源资源禀赋，科学有序地推进“双碳”目标的

实现成为一个亟待解决的重要问题。因此，寻找新的清洁能源、开发高效储能技术和提

高能源利用效率非常重要。

相变储能技术利用相变材料在相变过程中所吸收（释放）的大量热能进行能量的

储存或回收。相变储能技术对于能源的高效清洁利用，解决能源分布和利用中的矛盾具

有重要意义，已成功应用于工业废/余热的回收[1]、太阳能利用[2]、电池热管理[3]、建筑
[4]和家电节能[5]等领域。但非金属相变材料热导率低限制了相变储能技术的发展与应用，

可以通过插入内部翅片[6]、微胶囊[7][8]封装 PCM 扩展储能系统传热表面积，或者在相变

材料中添加多孔介质[9]和纳米颗粒[10],[11]提升 PCM 的导热性。添加翅片可以大幅提高

PCM 的传热性能，但翅片数量增加和所占体积过大时会影响 PCM 的分布；添加高导热

纳米颗粒可在保持系统轻量化的同时，强化 PCM 传热，但是纳米颗粒含量高时可能会

形成团聚沉淀，使复合相变材料的稳定性降低，使用次数有限；微/纳胶囊化和添加金

属泡沫骨架则面临着制造工艺复杂、结构参数优化困难的问题。而复合强化传热技术即

把上述方法互相结合，在考虑经济成本和实用性的条件下，最大限度地发挥强化传热的

效果，提高充热性能。

本文研究中，采用插入金属翅片和添加纳米颗粒相结合的复合强化传热手段，考

察了正交翅片安装高度与 CuO 纳米颗粒体积分数共同作用下，对总充热时间、总吸热

量和平均充热速率的影响，探究纳米颗粒体积分数在该相变储能系统的强化规律。旨在

资助项目：国家自然科学基金 (No. 51906028), 中央高校基本科研业务费 (No.3132022121)



弥补单一强化方法的局限性，推动复合强化传热的理论发展和实际应用。

1 模型与数值方法

1.1 物理模型

本研究中将基于相变材料的顶部加热相变储能装置简化为二维方形腔体，物理模

型如图 1(a)所示。内部安装了铜制的正交结构翅片，相变材料选用石蜡。方形外壳的长

度和高度均为 50 mm，在正交翅片系统中，垂直翅片的长度为 49 mm，水平翅片的长

度为 44 mm，厚度均为 3 mm，水平翅片与外壳底部之间的距离 d 不同，翅片所占的体

积分数约占整个装置的 10%，顶部加热铜板厚度为 3 mm。为了探究纳米颗粒与水平翅

片安装高度协同提高储能系统平均充热速率的强化机理，数值模拟水平翅片距离外壳底

部的距离在 1 mm~13 mm之间，纳米颗粒体积分数分别为 0%，1%，2%和 5%。用于计

算所划分的结构化网格如图 1(b)所示。

图 1 翅片强化相变储能系统示意图及结构网格示意图

1.2 数值方法

为模拟相变材料完全熔化的过程，采用焓-多孔介质法计算，具体的控制方程可参

考相关文献[12]，相变材料熔化过程中的固相和液相不能明显分离的部分为糊状区域，

应用于该区域的液相分率是范围为 0~1的无量纲系数[13]，定义为：
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liquidus solidus
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式中，f为液相分率，Tsolidus为相变材料固相温度，Tliquidus为相变材料液相温度。

在相变材料中添加一定体积分数的纳米颗粒可以改变相变材料的热物理性能从而

达到提高充热性能的效果，本研究中选用了 CuO 颗粒作为纳米添加剂，表 1 为 PCM、

翅片和 CuO 颗粒的物理性质[14]。

表 1 PCM、翅片和纳米颗粒的物性参数

物理性质 符号 石蜡 氧化铜 铜

密度 (kg·m-3) ρ 
750

0.001( - 319.15) +1T
6510 8960

比热容 (J·kg-1·K-1) cp 2890 540 390

热导率 (W·m-1·K-1) k
0.21 if T < Tsolidus 18 3800.12 if T > Tliquidus



粘度 (Ns·m-2) μ 
17900.001exp(-4.25 + )

T

潜热(J·kg-1) L 173400
液相/固相温度(K) Tliquidus / Tsolidus 321.15/319.15

纳米相变材料（nepcm）的密度 ρ、定压比热容 cp、潜热 L、热膨胀系数 β、粘度 μ

和热导率 k可以通过相应的预测模型得到， np为添加纳米颗粒的体积分数[15][16]：

nepcm np np np pcm(1 )       （2）

p nepcm np p np np p pcm( ) ( ) (1 )( )c c c       （3）

nepcm np pcm( ) (1 )( )L L    （4）

nepcm np np np pcm( ) ( ) (1 )( )       （5）

nepcm nepcm np0.9197 exp(22.8539 )   （6）

热导率的预测模型中考虑了粒子的布朗运动效应，添加了修正系数[15]：

np pcm pcm np np
nepcm pcm np pcm p,pcm np

np pcm pcm np np np

2 2( )
( , )

2 ( ) np

k k k k T
k k b f c f T

k k k k d

 
   

 

  
 

  
（7）

0.9446
np9.881(100 )   （8）

3 3 3 3
np np np

ref,np

( , ) (28.217 10 3.917 10 ) 30.669 10 3.91123 10T
f T

T
             （9）

热导率预测模型包括布朗运动和纳米颗粒尺寸的影响。b=5×104 为布朗运动常数，

κ 为玻尔兹曼常数，其值为 1.381×10-23 J·K-1，dnp为 CuO 颗粒的粒子直径，值为 29×10-9

m。f 是布朗运动引起的校正因子[17]。相变材料为固相时不存在布朗运动，因此其值被

定义为与液相分率相同。PCM随相态变化的热导率定义如下：

pcm s solidus

pcm s l solidus liquidus

pcm l liquidus

if

(1 ) if

if

k k T T

k f k fk T T T

k k T T

  



    

  

（10）

式中，ks和 kl分别为固态和液态的 PCM热导率。

2 模型验证与无关性检验

本研究中利用 Ansys Fluent求解熔化过程中的控制方程，储能系统初始温度为 20oC，
顶部恒温加热温度为 70oC。选择 SIMPLE 算法计算压力和速度之间的耦合，压力插值

方案选择 PRESTO！方案，动量和能量方程通过二阶逆风格式离散，压力、密度、体力、

动量和液相分率的松弛因子分别为 0.3、0.7、0.3、0.3和 0.1，连续性方程、动量守恒方

程和能量守恒方程的判敛残差分别小于 10-4、10-5 和 10-10。采用用户定义函数（UDF）
来定义温度和相态对 PCM 的热物理性质的影响。在图 2 中，将本研究中预测的纳米粒

子体积分数 1%时的液相分率与 Müslüm Arıcı 等[14]所发表文章中的液相分率进行了比较，

获得了良好的精度。



图 2 数值模型与 Müslüm Arıcı 等[14]的液相分率比较验证

为选择合适的网格数量和时间步长，对 N=16100、26600 和 45390 的数量和时间步

长分别为 0.05 s、0.1 s 和 0.2 s 的计算模型进行检验，考虑计算精度和计算成本，最终

选择网格数量 26600 和时间步长 0.1 s 进行下一步的计算。网格数量和时间步长无关性

检验如图 3所示。4

图 3 网格数量和时间步长无关性验证

3 结果与讨论

3.1 纳米颗粒体积分数对液相分率的影响

水平翅片安装高度 d=13 mm 在熔化过程中的固液界面如图 4 所示，相变材料中添

加的 CuO 纳米颗粒体积分数分别为 0%、1%、2%和 5%。从整体熔化过程来看，添加

纳米颗粒显著提高了熔化速度。在 θ=400 s 时，能够明显看出添加纳米颗粒与未添加纳

米颗粒的 PCM 相比，瞬时液相分率提高约 0.18， = 1%和 = 2%条件下的液态 PCM
的分布更加均匀，垂直翅片左右两侧的图案更加规则对称，呈三个大小相近的波形，而

 = 5%时由于纳米颗粒体积分数较高，PCM 的粘度增大，中间的波形被左右两侧的液

态 PCM 部分合并变小；在 θ=800 s 时，添加 PCM 的瞬时液相分率比未添加纳米颗粒

PCM 的液相分率提高约 0.25。能够清楚观察到，未添加纳米颗粒的顶部熔化 PCM 固液

分界线向上凹，而添加纳米颗粒的固液分界线向下凸出；在 θ=1000 s 时，水平翅片将
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相变材料划分为上下两个部分，翅片上方的区域主要由自然对流传热决定，自然对流控

制区域的瞬态熔化率远高于热传导控制区域， = 1%、2%和 5%上方的 PCM 已经达到

完全熔化的状态；最终， = 0%条件下完全熔化为液态需要 1560 s，而 = 1%、2%和 5%
条件下的总熔化时间分别为 1181 s、1175 s和 1214 s。

图 4 安装高度 d=13 mm时，纳米颗粒作用下的液相分率云图

图 5为水平翅片安装高度为 13 mm、9 mm、7 mm和 5 mm时，纳米颗粒作用下的

瞬时液相分率。在所有安装高度下添加 1%、2%和 5%CuO 纳米颗粒的瞬时液相分率都

显著高于纯 PCM。d=13 mm，在 340 s之前， = 5%的瞬时液相分率最高，340 s至 600
s 之间 = 1%和 = 2%瞬时液相分率几乎一致，之后 = 2%的液相分率略高；d=9 mm，

在 370 s之前， = 5%的瞬时液相分率最高，之后 = 1%和 = 2%瞬时液相分率几乎相

同；d=7 mm，在 395 s之前， = 5%的瞬时液相分率最高，395 s至 615 s之间 = 1%和

 = 2%瞬时液相分率几乎一致，之后 = 1%的液相分率略高；d=5 mm，在 410 s之前，

 = 5%的瞬时液相分率最高，410 s至 650 s之间 = 1%和 = 2%瞬时液相分率几乎一致，

之后 = 1%的液相分率略高。

在熔化过程的初始阶段，由于 PCM 全部为固态，所以传热机制为热传导。导热起

主导作用的情况下，添加高体积分数的纳米颗粒使 PCM 热导率增强，相变速率大幅提

高。随着液态 PCM 增加，自然对流传热逐渐占据主导，纳米颗粒使 PCM 的粘度增加，

热导率的提高使传热增强与纳米颗粒分散导致粘度增加抑制自然对流传热，二者之间相

互作用影响热传递。所以，之后应考虑不同安装高度下存在强化传热效果最佳的纳米颗

粒体积分数。



图 5 纳米颗粒作用下的瞬时液相分率（d=13 mm, 9 mm, 7 mm, 5 mm）

3.2 纳米颗粒体积分数对充热性能的影响

为更好地评估相变材料的充热性能，定义总充热时间 θt 为相变材料从初始固态吸

收热量完全转化为液态时的总熔化时间；总充热量 Qt 为相变材料从初始固态完全熔化

为液态的过程中所吸收的总热量[17]：
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式中，m 为相变材料的质量，cp,av 为平均定压比热，Tini 和 Tterm 分别为相变材料的初始

温度和完全熔化时的平均温度；
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式中，Ti为第几个节点处的温度，n为计算区域总节点数；

平均充热速率 qavc即为整个吸热过程中总充热量与总充热时间的比值：
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为了简化分析，自然对流传热速率近似的写为[19]：
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（21）

式中，qconv 为自然对流传热系数，hconv 为自然对流传热系数，ΔT 为温度差值，ρ，μ，β

和 k 分别代表 PCM 的密度、粘度、热膨胀系数和热导率，g 为重力加速度，g 的值为-
9.81m·s-2。



图 6 纳米颗粒作用下的总熔化时间（d=13 mm, 9 mm, 7 mm和 5 mm）

图 6 为不同水平翅片安装高度下，纳米颗粒作用下的总熔化时间。安装高度 d=13
mm 时， = 2%的熔化时间为 1175 s，与未添加纳米颗粒的工况总熔化时间比较下降了

33.3%；d=9 mm时， = 2%的熔化时间为 1025 s，减少了 60.5%；d=7 mm时， = 1%
的熔化时间为 1092 s，减少了 33.5%；d=5 mm 时， = 1%的熔化时间为 1115 s，减少

了 34.0%。在所有安装高度下， = 1%和 = 2%的总熔化时间都非常接近，实际应用中

同时考虑经济性和强化充热性能， = 1%纳米颗粒体积分数为更佳选择。

图 7 纳米颗粒作用下的平均充热速率和吸收总热量（d=13 mm, 9 mm, 7 mm和 5 mm）

图 7 为不同水平翅片安装高度下，纳米颗粒作用下的平均充热速率和熔化过程吸收

的总热量。d=13 mm时， = 2%的平均充热速率最高为 428.2 W，相比于未添加纳米颗



粒的平均充热速率提高了 34.9%，但 = 1%和 = 2%的平均充热速率非常接近，只相差

0.9 W；d=9 mm时， = 1%的平均充热速率最高为 483.3 W，相比于未添加纳米颗粒的

平均充热速率提高了 61.7%；d=7 mm 时， = 1%的平均充热速率最高为 452.0 W，相

比于未添加纳米颗粒的平均充热速率提高了 40.9%；d=5 mm 时， = 1%的平均充热速

率最高为 435.9 W，相比于未添加纳米颗粒的平均充热速率提高了 38.6%。添加较低体

积分数的纳米颗粒会使平均充热速率大幅提高，但随着体积分数增加，PCM 粘性增大，

导致速率呈下降趋势，但在 = 5%时，平均充热速率还是远高于 = 0%的情况。

关于吸收总热量，在四个安装高度（d=13 mm, 9 mm, 7 mm和 5 mm）下，纳米颗

粒体积分数（ = 0%、1%、2%和 5%）对总吸热量影响不大，最多增加了 1.6%、0.9%、

5.6%和 5.0%的吸热量。这是因为总吸热量是由显热和潜热两部分组成的，纳米颗粒体

积分数增加会使相变材料固态密度增大，在一定体积的容器内填充的相变材料质量增大，

平均定压比热容减小，潜热减小，多项参数共同作用导致总吸热量受纳米颗粒体积分数

影响较小。所以，主要使用平均充热速率来评估纳米颗粒强化相变材料充热性能的效果。

通过图 7 可以发现，存在最优纳米颗粒体积分数使各安装高度的平均充热速率达到最佳，

并且最佳体积分数在 = 1%左右。

3.3 φ=1%时翅片的最佳安装高度

从图 8 中可以看出，添加纳米颗粒 = 1%、2%和 5%的工况下，PCM 在翅片安装

高度 d=5 mm~13 mm之间的平均充热速率呈先上升后下降的趋势，在 d=9 mm 左右存在

平均充热速率的峰值，翅片上方的自然对流传热控制区和下方的热传导控制区达到最优

协调状态。而添加 1%  的纳米颗粒使 PCM 在各安装高度下表现出来较好的充热性能，

所以本文接着探究了 1%  条件下的最佳安装高度。

图 8 翅片不同安装高度下的平均充热速率（ = 0%，1%，2%和 5%）

为确定纳米颗粒体积分数 1%  时，使平均充热速率达到最优的最佳安装高度，

在 d=9 mm 附近开展计算，平均充热速率 qavc先随翅片安装高度 d 增加而增加，达到最

佳安装高度时为平均充热速率的峰值，之后随安装高度 d 的增加而减小。最终，确定了

1%  时的最佳安装高度为 d=8.9 mm，总熔化时间为 1024 s，平均充热速率为 484.5
W。当安装高度从 d=5 mm 提高到 d=8.9 mm 时，总熔化时间从 1115 s 减少至 1024 s，



减少了 8.9%，平均充热速率从 435.9 W增加至 484.5 W，增加了 11.1%；当安装高度从

d=13 mm降低到 d=8.9 mm 时，总熔化时间从 1181 s 减少至 1024 s，减少了 15.3%，平

均充热速率从 427.3 W增加至 484.5 W，增加了 13.4%。

图 9 翅片不同安装高度下的总熔化时间和平均充热速率（ =1%）

4 结 论

本文采用焓孔法分析了纳米颗粒体积分数与正交水平翅片安装高度协同作用对相

变材料充热性能的影响，可以得出以下结论：

（1）添加 1%、2%、5%体积分数的 CuO 纳米颗粒均可提高相变材料的瞬时液相

分率，纳米颗粒体积分数增大，初始瞬时熔化速率较快；随着液相分率增大，纳米颗粒

体积分数较小的瞬时熔化速率更快。添加纳米颗粒还会对固液界面熔化趋势曲线有影响。

（2）在不同水平翅片安装高度下，添加较低体积分数的纳米颗粒会使平均充热速

率大幅提高，但随着体积分数增加，PCM 粘性增大导致速率呈下降趋势，但 = 5%时

的平均充热速率还是远高于 = 0%的情况，添加纳米颗粒对总吸热量影响不大。同时

考虑经济性和强化充热性能，添加 = 1%纳米颗粒体积分数为研究范围内的最佳选择。

（3）添加 = 1%纳米颗粒时翅片的最佳安装高度为 8.9 mm，总熔化时间为 1024 s，
平均充热速率为 484.5 W。平均充热速率先随翅片安装高度增加而增加，达到最佳安装

高度时为平均充热速率的峰值，之后随安装高度的增加而减小。在之后的研究中可以细

化计算同一翅片安装高度下的最佳纳米颗粒体积分数，节约实际应用成本，进一步提高

相变储能系统传热效果。
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摘要：本文用悬滴法探究了含水率为 0-30%的乳化重油单液滴在 573-873 K 的环境温度下的蒸发过程。

提出了乳化重油内部三种异质成核的触发条件。探讨了乳化重油单液滴蒸发过程中气泡演化和液滴微

爆的热力学特性。明确了温度平台期是乳化重油单液滴蒸发过程典型特征之一。阐明了乳化重油单液

滴伴随着类蜂窝状结构形成的双模式微爆。总结了乳化重油单液滴的破碎方式和类蜂窝状结构出现的

关系。研究乳化重油的微爆对于拓宽混合燃料雾化的认识至关重要。

关键词：微爆、蒸发、单液滴、乳化重油、气泡

0 前言

过去几十年，超过 90%的国际贸易通过航运实现。船用柴油机在交通运输中发挥了

重要作用[1]。而重油作为大型二冲程船用柴油机的燃料被广泛应用。化石燃料燃烧产物

中的含有有害物质氮氧化物和颗粒物，且化石燃料资源枯竭引发能源危机。为此，近年

来，具有低碳、低排放或可再生性的替代燃料被广泛研究甲醇[2]、乙醇[3]、乳化燃料[4]，
其中，含水乳化燃料由于能同时降低 NOx 和 PM 排放而被认为是最有潜力的替代燃料之

一。

重油是由烃类、极性化合物、机械杂质和灰分组成的混合物，其价格低廉，但由于

粘度高，雾化质量较差，导致柴油发动机排放污染物和燃油经济性低。为了解决这些问

题，水乳化重油被提出并研究。川崎重工业[5]燃用乳化重油进行了两年的实船试验，发

现废气再循环和乳化重油的结合可以满足 TierⅢ 法规，且在考虑运营成本的情况下，这

是最具竞争力的方法。

燃料的雾化对于燃烧效率至关重要，而喷雾本质上就是大量单液滴的统计总和。所

以，研究单液滴的蒸发和破碎对喷雾具有至关重要的意义。研究液滴蒸发的实验方法主

要可分为悬滴法和自由落体法，其中悬滴法更适合高温和高压条件下对液滴变化过程的

连续观察。由于乳化重油单液滴的成核和微爆炸的时间尺度较小，且过程复杂，因此本

研究采用悬滴法来保持液滴的形态和位置一致性。

目前被广泛研究的水乳化燃料，其基础燃料包括煤油[6]、柴油[7]、生物柴油[8]、
菜籽油[9]等。研究的重点在于不同水含率、环境温度、表面活性剂浓度等因素对液滴在

加热过程中行为特点的影响。但乳化重油单液滴蒸发特性鲜有研究涉及。单液滴微爆演
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化过程包含气泡成核、生长、破碎阶段。微爆发的根本原因是水和油之间的沸点差异。

对于乳化重油，数量众多的分散相水珠为气泡成核提供了丰富的核化点，同时，较低的

水沸点为气泡成核提供了有利条件，且重质和极性组分使重油具有较高的粘度和表面张

力，这影响了单液滴受热时的热动力特性。因此，研究乳化重油的微爆对于拓宽混合燃

料雾化的认识至关重要。

本研究采用悬滴法，对不同含水率乳化重油单液滴在高温下蒸发过程中的液滴微爆

演化过程及其特性进行了详细分析。明确和总结了乳化重油单液滴的气泡成核和微爆模

式。

1 实验装置与燃料特性

1.1 燃料特性

本研究采用机械和电磁搅拌的方式在水浴的情况下制备乳化重油。其中用到的表面

活性剂包括 Span-80（HLB=4.3）、OP-10（HLB=14.5）和 Tween 80（HLB=15）。本研究

共制备了三种乳化重油，命名形式如 HW10，“H”代表 HFO (#180)，“W”代表水（蒸

馏水），“10”表示水的质量分数为 10%。HLB 值是表面活性剂亲水亲油性的重要衡量指

标，实验测试表明，使用 HLB 值为 5 的表面活性剂制备的乳状液更稳定。

较高的水含量会导致着火延迟延长和燃烧质量不佳，所以乳化燃料在柴油机实际应

用中的水含量范围通常在 0-30%之间。在本研究中，乳化重油最大水含量被定为 30%。

由于水的异相成核温度为 395K，为确保水能够成核，环境温度下限设置为 573 K。上限

值设置为 873 K 是因为船用柴油机喷射时刻的缸内温度为 800-900 K。本研究制备了三

种具有不同水油比的乳化重油，分别命名为 HW10、HW20 和 HW30。

表 1 重油主要理化性质

物性 沸点

[° C]

倾点

[° C]

密度@50℃

[kg/m3]

运动粘度

[mm2/s]

表面张力

[mN/m]

热导率

[W/(m K)]

机械杂质

[mg/kg]

数值 623-773 16 982.25 134.28 29 0.145 148

1.2 实验装置

实验装置由三个系统组成：加热、液滴产生和转移以及数据采集系统。加热系统包

括六根加热棒、一个比例积分微分（PID）反馈的温度控制器和一个尺寸为 150 mm 的内

部立方体结构的加热腔。加热腔的外表面用玻璃纤维毡包裹以隔热。在加热腔的前部和

后部安装了两个直径为 80 mm 的石英玻璃作为观察视窗，以观察液滴的行为。在加热腔

内，环境气体最高可以被加热到 1100 K。用于控制升温的温度控制器被连接到 K 型铠装

热电偶。温度控制的精度在± 1 K 以内。液滴生产和转移系统包含一个微升注射器、导

轨、滑块、刚玉管、隔热挡板和步进电机。使用微升注射控制器控制微升注射器。使用

K 型裸丝热电偶悬挂液滴并测量液滴内部温度。悬隔热挡板由纤维纸和硅树脂制成，该

挡板能够抵抗高达 1100 K 的温度，以确保液滴不受加热腔热流扰动，保持一致的初始温



度。使用导轨和滑块将液滴转移到加热室，导轨和滑块通过步进电机控制器控制。数据

采集系统主要采集图像和温度数据。霍尔传感器被安装在导轨的支撑架上。使用数据采

集器以 25 Hz 的采样频率采集通过裸热电偶获得的温度数据，高速摄影相机 Photron
FASTCAM Mini UX100 被用来采集图像数据。点光源照亮液滴便于拍摄图像信息。

图 1 实验装置示意图

1.3 数据处理

图 2 图像处理流程示意图

图 2 展示了本文采用的图像处理方法。首先对液滴和热电偶的原始图像选取 ROI
（Region of interest）区域进行灰度和二值化处理。利用腐蚀和膨胀这两个基本形态学操

作消除热电偶，只保留液滴的图像。确定液滴的边界，并获取液滴的像素数，将其等效

成标准圆。最后，通过图像像素校准实现像素到长度单位的转换。经计算，空间分辨率

在本研究中为 5.6 μm/pixel。使用单样本不确定度分析计算了液滴直径的相对不确定度，

其值为 4.4%。



2 结果与讨论

2.1 乳化重油单液滴的微爆和蒸发特性

2.1.1 HW10 在环境温度为 873K 时的单液滴演化过程

液滴内部气泡的形成和生长是微爆发生的前提条件。异质成核是乳化重油液滴内部

主要的成核形式。基于乳化重油的特性，本文提出了三种乳化重油液滴中异相成核的触

发条件。第一种是水—油相界面处的气泡成核。由于重油和水不可互溶，分散相的水珠

均匀分布在连续相的重油中，为气泡形成提供了有利条件。受热的乳化重油单液滴，分

散相水珠的沸点明显低于重油，水在达到其沸点后由于油膜局限，不能立即通过蒸发释

放。当水被加热到过热极限温度时，气泡成核。第二种气泡成核的触发条件是组分差异。

重油是一种复杂的多组分混合物。轻和重组分的沸点差别显著。加热过程中，轻组分先

成核。第三种触发气泡成核的条件是液固界面。分散在重油中的机械杂质为异相成核提

供了丰富的异质成核核位点。

图 3展示了HW10在 873 K 环境温度下的全局微爆演化过程。由于加热过程的进行，

液滴从 0.224 迅速膨胀到了 0.372 s/mm2，在 0.518 至 0.523 s/mm2，液滴内气泡破碎，由

于表面张力的作用，液滴表面迅速恢复，在恢复过程中液滴表面形成了射流。不同强度

的射流会形成不同长度的液带，例如 0.523和 1.012 s/mm2时的液带长度分别为 0.5和 1.14
mm。液带越长，越易在液带尖端分离出二次液滴，这就是吹吸现象。

局部微爆发生在 0.579 和 0.683 s/mm2处。加热使表面活性剂逐渐分解和失活，分散

相水珠在液滴内聚合。即使存在弱扰动，过热的水和轻组分也能形成气化核心。当气泡

扩张到一定大小时，就会从周围液膜的束缚中释放出来，即局部微爆发生。局部微爆导

致液滴表面上出现一个蛋壳状状结构的凹陷，由表面张力主导的边缘回归导致受到激烈

变形的液滴恢复至球形。浮筏现象在 0.851 s/mm2时刻，该现象是由多组分的液滴在蒸发

过程中轻重组分相分离引起[10]。
全局微爆在 1.151 s/mm2发生，强烈的微爆使大量液体迅速释放。由轻组分和分散相

水形成的相界面促进了液滴内部的异质成核。随着液滴过热度增加，气泡自发生长。气

泡的生长以及气液相界面的密度差会导致不稳定波周期性的演化，最终，当不稳定波的

扰动幅度超过液膜的厚度时，全局微爆发生[11]。

图 3 HW10 在 873K 环境温度下的全局微爆演化过程



图 4 显示了在 873 K 的环境下，HW10 液滴的无量纲平方直径和温度的演变过程。

由于使用现有的实验方法很难制造直径完全相同的液滴，为避免初始液滴直径差异带来

的影响，在液滴蒸发研究中广泛采用归一化方法，将液滴直径和物理时间归一化为标准

直径和标准化时间，以降低实验的系统误差。在加热过程开始阶段，液滴温度呈线性增

长，而无量纲平方直径增长缓慢，这表明从环境传递给液滴的热量主要用于提高液滴温

度。随着加热过程的进行，温度曲线趋于平稳，蒸发过程进入平台期，平台期产生的原

因是液滴从环境吸收的热量几乎与气泡成核、生长、液滴破裂和液滴蒸发所消耗的热量

相等。平台期是乳化重油蒸发过程中的典型特征。

图 4 HW10 在 873 K 环境温度下无量纲平方直径和温度随时间的变化

2.1.2 HW30 在环境温度为 673 K 时的单液滴演化过程

图 5 显示了 HW30 在 673 K 下蒸发期间的局部微爆。气泡首先在 0.528 s/mm2的热

电偶周围形成。随后，分散相水水珠和轻组分达到其过热极限后，导致了多气泡的形成。

因此，在 0.855 s/mm2处形成了类蜂窝状结构，该结构的出现与重油的物理特性息息相关。

重油中机械杂质提供了众多核位点，而重油的高粘度和表面张力可以保持液滴的形状并

支持大量竞争生长的气泡共存，促使多气泡结构生成。4.264 s/mm2处捕捉到了吹吸现象，

而 4.988 s/mm2处出现了局部微爆，这是 HW30 在该环境温度下蒸发过程中所发生的最

大程度的破碎。



图 5 HW30 在 67 3K 环境温度下的局部微爆演化过程

如图 6 所示，随着液滴温度的升高，归一化平方直径急剧增加。多孔类蜂窝状结构

的形成使液滴的归一化平方直径达到最大值。随之而来的气泡的合并和坍塌使液滴剧烈

变形。由于气泡的演化和液滴蒸发消耗的能量几乎与从环境中吸收的热量持平，液滴温

度曲线出现平台期。随着加热过程的进行，乳化重油单液滴持续蒸发，轻组分和水含量

逐渐下降，剩余的重组分最终聚合成附着在热电偶节点处的焦炭[12]。

图 6 HW30 在 673 K 环境温度下无量纲平方直径和温度随时间的变化

2.2 乳化重油单液滴微爆特性总结

根据乳化重油单液滴蒸发过程中出现的双模微微爆，以及类蜂窝状结构的形成，提

出了液滴微爆的概念模型如图 7 所示。乳化重油液滴的微爆演化包括三个阶段：气泡 成

核、生长和破碎。环境温度较低时，含水量较高的乳化重油单液滴被持续加热，会形成

多孔的类蜂窝状结构，该结构显著增大了液滴直径。较高的水含量提供了液滴内部丰富

的气化核心，但较低的环境温度使乳化重油表面张力和粘度相对较高，束缚气泡生长。

低环境温度意味着供给气泡生长热量较少，其生长率缓慢。因此，液滴展现出多气泡竞

争生长并共存的类蜂窝状结构。当环境供给能量无法支撑气泡的进一步生长时，大多数



气泡将相继融合并坍塌，液滴尺寸迅速减小，这标志着多孔类蜂窝状结构的终止。多孔

的类蜂窝状结构的出现极大地扩展了液滴与环境之间的接触面积，从而加快液滴的蒸发

过程。液滴的破裂模式是由气泡破裂前的位置决定，而不是由气泡成核位置决定。气泡

破裂位置靠近液滴中心时引发全局微爆，导致主液滴分裂成多个细小液滴。当气泡破裂

位置靠近液滴表面时，只有部分液体与主液滴分离。全局微爆的破碎强度大于局部微爆

的破裂强度。

图 7 乳化重油微爆概念模型示意图

图 8 总结了含水量为 0-30%的乳化重油单液滴在 573-873 K 环境温度下的破碎模式。

蓝色、绿色、橙色和红色方框分别表示稳定蒸发、吹吸、局部微爆和全局微爆。破裂模

式表示在该工况下所能发生的最大程度的碎裂。全局微爆发生之前，液滴已经历多次局

部微爆。灰色区域则表明在该含水量和环境温度下会出现类蜂窝状结构。随着乳化重油

的含水率增加，触发全局微爆所需的环境温度相应增加。且含水率的增加会使气泡成核

和生长消耗更多能量。对于重油液滴，在环境温度大于 773 K 时只会出现膨胀现象。类

蜂窝状结构出现的区域覆盖了吹吸和局部微爆区域，且不与全局微爆区域重合，这是因

为类蜂窝状结构的液滴包含大量气泡，其生长需要消耗大量能量，液滴从环境吸收的能



量不足以支持全局微爆的发生。

图 8 乳化重油液滴不同环境温度和含水率时的破碎模式的总结

3 结 论

本文用悬滴法探究了含水率为 0-30%的乳化重油单液滴在 573-873K 的环境温度下

的蒸发过程。主要结论如下：

（1）根据乳化重油的性质，提出了三种异质成核的触发条件：水-油相界面成核、组分

差异成核、液-固相界面成核。

（2）探讨了在乳化重油单液滴蒸发过程中气泡演化和液滴微爆的热力学特性。通过对温

度特性和液滴直径曲线进行分析，发现温度平台期是乳化重油单液滴蒸发过程典型特征

之一。

（3）阐明了乳化重油单液滴的伴随着类蜂窝状结构形成的双模式微爆，即全局微爆和局

部微爆。总结了在含量为 0-30%，环境温度为 573-873 K 时，乳化重油单液滴的破碎方

式和类蜂窝状结构出现的关系。
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摘要：本文对去离子水和低碳醇-水混合物液滴的碰壁特性进行实验观测。结果表明随着碰壁速度的提

高，临界热流密度点温度总体呈现下降趋势，而莱顿弗罗斯特点温度有所增加，同时少量醇类可显著

提高碰壁液滴沸腾转变温度。在本文实验工况下，韦伯数较大的混合液滴临界热流密度点温度高于韦

伯数较小的纯水液滴，韦伯数较小的混合液滴莱顿弗罗斯特点温度高于韦伯数较大的纯水液滴，说明

醇类可补偿碰壁速度对沸腾转变温度的不利影响，实现同时提升沸腾传热速率和沸腾转变温度的目的。

关键词：液滴碰壁；临界热流密度；莱顿弗罗斯特温度；醇类添加剂

0 前言

液滴碰壁现象广泛存在于各类工业生产过程中，例如电子元器件喷雾冷却热管理[1]、

核反应堆安全系统的应急冷却[2]、海水淡化装置中的横管降膜蒸发技术[3]和燃油直喷内

燃机中的燃料喷供[4]等众多应用领域。液滴碰壁是一个多尺度、强瞬变过程，受到液滴

性质、碰壁条件、外部环境和表面特征等多重因素影响。相对于常温表面，液滴碰撞高

温壁面过程涉及的热质传递机理更加复杂，目前对深入认识仍然较为有限。

在过去的几十年里，学者们针对不同壁温条件下的碰壁液滴动态演化特性和传热特

性开展了大量实验、理论和数值研究。结果表明，壁面温度会对液滴碰壁过程产生重要

影响。随着壁面温度的升高，碰壁液滴将历经膜态蒸发、核态沸腾、过渡沸腾和膜态沸

腾等四个换热阶段[5]。不同液滴沸腾模式之间的转变温度是表征液滴与固体壁面之间传

热性能的重要参数。其中核态沸腾与过渡沸腾的分界——临界热流密度点（Critical heat
flux, CHF）以及过渡沸腾与膜态沸腾的分界——莱顿弗罗斯特点（Leidenfrost point, LFP）
受到众多学者的广泛关注。对碰壁液滴的沸腾转变温度进行优化调控，进而强化沸腾传

热性能，已成为热质传递领域的研究热点。

国内外众多学者开展了较为系统的实验研究，探究碰壁液滴临界热流密度点温度和

莱顿弗罗斯特点温度的影响因素。研究表明，可通过降低碰壁速度[6]、提高环境压力[7]、

添加纳米气泡[8]和聚合物[9]、加工多孔结构[10]、微柱阵列[11]、纳米管[12]、纳米片[13]、纳

米线[14]、纳米柱[15]以及微纳复合结构[16]、改善亲水特性[17]、采用粗糙[18]或低导热系数[19]
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表面等方式来提高碰壁液滴临界热流密度点温度。

与之类似，实验研究中也可通过多种手段来实现碰壁液滴莱顿弗罗斯特点温度的有

效提升，例如提高碰壁速度[6]、增加环境压力[7]、施加低频机械振动[20]、添加纳米粒子[21]、

聚合物[9]和纳米气泡[8]、加工多孔结构[10]、微柱阵列[11]、微通道[22]、纳米柱[15]、纳米纤

维[23]、纳米线[14]、纳米管[12]、纳米片[13]以及微纳复合结构[16]、改善表面亲水特性[17]、

采用粗糙[24]或低蓄热系数[19]表面等。

文献研究表明，将少量醇类添加剂与纯水混合作为冷却工质，可显著改善喷雾冷却

传热效果[25, 26]。然而，目前对于醇水混合液滴碰壁过程热动力学特性的研究仍有待进一

步深入。为探讨低浓度醇类添加剂对碰壁液滴沸腾转变温度的影响，本文以去离子水和

低碳醇-水混合溶液为研究对象，对单/双组分液滴的碰壁过程进行实验观测。实验中利

用高速相机采集液滴碰壁过程图像，从而确定不同醇类浓度和碰壁高度条件下的临界热

流密度点温度和莱顿弗罗斯特点温度。

1 实验系统与方法

1.1 实验设备与方案

图 1 所示为液滴碰壁实验系统的示意图，主要包括壁面及加热装置、供液装置和数

据/图像采集装置等三个子系统。实验中主要设备的型号和精度等参数信息汇总于表 1。

图 1 液滴碰壁实验系统图 图 2 液滴表面张力、接触角和初始

Fig. 1 Schematic of droplet impact experimental setup 直径随醇类浓度的变化
Fig. 2 Variation of surface tension, contact angle
and initial droplet diameter with alcohol content

壁面及加热装置主要由加热块、热电偶、加热棒和隔热材料等部件组成。其中加热

壁面为 40×60 的紫铜圆柱上表面，其内部对称布置有两根加热棒作为热源。在开展每

组实验之前，对加热壁面进行打磨处理，并利用表面轮廓仪测得其表面粗糙度的平均算

术偏差范围为 0.055~0.082 μm。为最大程度地减少向环境的热量散失，用气凝胶隔热材

料均匀包裹加热块四周，其导热系数仅为 0.02 W·m-1·°C-1左右，远小于紫铜。加热壁面

温度由 K 型热电偶测得，测点距离加热块上表面 1 mm。热电偶信号输送至数据采集装

置，并通过 PID 温度控制器实时调控壁面温度，以保证其稳定在设置值。所有实验均在



室温条件下进行，环境压力为一个大气压。

表 1 主要实验设备参数信息汇总
Table 1 Parameter information on the experimental apparatus

设备名称 设备型号 设备精度 设备用途

数据/图像采集仪 Agilent 34972A ≤0.0041% 采集加热壁面温度和液滴照片

高速相机 FASTCAM Mini UX 0.01 mm/pixel 拍摄液滴碰壁过程形态演化

图像处理软件 Image-Pro Plus 6.0 0.0001 pixel 获得液滴碰壁过程尺寸变化

光学表面分析仪 OSA200 0.01 mN/m, 0.2° 测量表面张力和接触角、加液装置

表面轮廓仪 Talysurf PGI 840 0.8 nm 测量加热壁面表面粗糙度

热电偶 Omega GG-K-30 ±1.1 °C 测量加热壁面温度

游标卡尺 SJ-455515 0.05 mm 测量液滴下落高度

直流电源 N5769A -- 加热壁面热源

精密针管 OD = 0.3 mm -- 液滴发生器

由光学表面分析仪、注射泵以及精密针管等设备组成的供液系统可以提供一定体积

和初始速度的液滴。在实验中使用计算机程序控制注射泵，保证注射针头顶端的液滴能

在自身重力克服表面张力的条件下自由滴落，同时不产生连续液滴。实验中通过调整液

滴下落高度，从而改变液滴的碰壁速度。液滴碰壁高度范围为 10~100 mm，既可以提供

一定范围的碰壁速度，同时可以防止下落高度太高时液滴在空中的摇晃和因动能太大而

造成的液滴破碎，避免带来额外的不确定因素。

数据/图像采集系统主要用于实时采集实验过程中的壁面温度和液滴图片，主要包括

数据采集仪、高速相机、微距镜头和 LED 光源等设备。采用高速相机拍摄液滴碰壁动态

演化过程，实验中选择帧频为 4000 fps，以最大程度地捕捉液滴形态随时间的变化。

1.2 实验工质物性参数

在开展液滴碰壁实验之前，首先配制不同浓度的醇水混合溶液。本文采用 2-8 vol.%
乙醇、2-8 vol.%异丙醇、1-7 vol.%正丁醇和 0.5-2.5 vol.%正戊醇作为添加剂。为避免溶

液出现浑浊、悬浊或分层等现象，实验中选取正丁醇和正戊醇的最大浓度小于其溶解度，

以确保混合溶液的稳定性。通过查询纯物质气液物性软件可得到常温下纯水和低碳醇的

液体密度、液体粘度、定压比热、导热系数和饱和温度。双组分混合液体的物性参数与

组分浓度有关，可根据混合法则计算，而饱和温度可通过 Aspen Plus 模拟软件计算得到。

计算结果表明，在本文所选取的浓度范围内，醇类添加剂不会对液滴热物性造成显著影

响，引起的相对变化均不超过 5%。然而从图 2 可以看出，随着醇类浓度的增加，混合

溶液液滴的表面张力和接触角显著降低。由于液滴在自身重力与表面张力平衡时从针头

自由下落，因此其初始直径亦随着醇类浓度的增加而减小。

由于紫铜材料的导热系数很高，同时壁面处于持续加热状态，因此可忽略热电偶安

装位置引起的测温误差和碰壁过程的温度变化，认为所测温度即为壁面温度。实验中通

过观察碰壁液滴动态演化特性来确定不同实验条件下的临界热流密度点温度和莱顿弗罗

斯特点温度。当壁面温度接近碰壁液滴沸腾转变温度时，将壁温间隔降低至 5 ℃并重复

八次实验，以确保结果的可靠性和可重复性。



实验中的液滴碰壁速度按照自由落体运动进行计算，并忽略空气阻力和液滴直径的

影响。采用 Image-Pro Plus 6.0 软件采集液滴尺寸，假设确定液滴边界时的误差小于 2 个

像素点。在空间分辨率为 0.01 mm/像素的情况下，液滴直径的最大绝对不确定度约为

±0.04 mm。为保证表面张力测量结果的可重复性，对每种工质进行至少十次实验并求取

平均值，以减小偶然误差。实验中涉及的主要参数误差分析结果如表 2 所示。

表 2 主要参数误差分析
Table 2 Uncertainty analysis of involved parameters

参数 不确定度 计算方法

表面张力 Max. 1.02% 平均值与单次测量值的最大相对偏差

壁面温度 ±1.1 ℃ 热电偶绝对不确定度±1.1 ℃，数据采集系统分辨率±0.2 ℃

碰壁速度 Max. 0.25% Δu/u = ΔH/2H，其中 ΔH = 0.05 mm 为游标卡尺精度

韦伯数 Max. 4.88% ΔWe/We = Δσ/σ + Δd/d + 2Δu/u

沸腾转变温度 Max. 5.14 ℃ 2SD ( ) ( 1)iT T n    ，其中 n = 8 为重复实验次数

图 3 低过热度区间内相同碰壁高度条件下壁面温度和正丁醇添加剂对碰壁液滴形态演化的影响
Fig. 3 Effect of surface temperature and n-butanol additive on droplet impact behaviors at the same impact

height within low superheat degree range

2 液滴碰壁动态特性

2.1 低过热度区间

与碰撞常温壁面不同，碰撞加热壁面过程中的热量传递会显著影响液滴形态演化过

程中的能量变化，进而改变最终的碰撞结果。与此同时，醇类添加剂也会对液滴碰撞加

热壁面的传热学和动力学特性产生重要影响。一般来说，当壁面过热度较低时，碰壁液

滴处于核态沸腾状态或过渡沸腾初期阶段。图 3 所示为碰壁高度保持 30 mm 不变时，壁

面温度和醇类添加剂对液滴碰壁特性的影响。从图 3(a)可以看出，当壁面温度为 125 ℃



时，纯水液滴在碰撞加热壁面后经历一系列的铺展和回缩过程，最终稳定在壁面上直至

蒸发结束。由于此时壁温高于液滴饱和温度，液滴剧烈沸腾，生成的气泡上浮至液滴上

表面后破碎，导致明显的雾化现象。这种液滴碰壁形态通常被称为沉积雾化。如图 3(b)
所示，当壁面温度升高至 130 °C 时，液滴碰壁后铺展、回缩并最终反弹离开壁面，期间

同样伴随有雾化现象。文献中认为反弹雾化是碰壁液滴过渡沸腾阶段的典型特征。这是

因为液滴底部的部分气泡发生合并，形成不连续的蒸汽膜，粘性耗散有所降低，剩余能

量导致液滴反弹。因此，可根据碰壁液滴形态来区分核态沸腾和过渡沸腾状态，即确定

临界热流密度点壁面温度为碰壁液滴发生反弹雾化现象时的最低表面温度。

从图 3(c)可以看出，即使在更高的壁面温度条件下，添加 5 vol.%正丁醇的碰壁液滴

仍然沉积在加热表面上，即正丁醇添加剂的存在抑制了碰壁液滴的反弹趋势。这是因为

正丁醇-水混合液滴的表面张力和接触角显著降低，铺展性能得到有效改善，液滴与壁面

之间的换热面积增加，液滴厚度变薄，气泡成核现象更加剧烈，生成的气泡更易撕裂液

滴上表面。较低的表面张力在显著降低气泡脱离直径的同时，会提高气泡脱离频率，抑

制加热表面上的气泡合并。如图 3(d)所示，随着壁面温度进一步提高至 140 ℃，5 vol.%
正丁醇-水混合液滴最终也呈现出反弹雾化的碰壁模式。通过比较可以发现，相同碰壁速

度条件下，混合液滴的临界热流密度点壁面温度相较纯水液滴有所提升。

图 4 高过热度区间内相同碰壁高度条件下壁面温度和正丁醇添加剂对碰壁液滴形态演化的影响
Fig. 4 Effect of surface temperature and n-butanol additive on droplet impact behaviors at the same impact

height within high superheat degree range

2.2 高过热度区间

随着壁面过热度的不断提高，碰壁液滴将进入过渡沸腾末期或膜态沸腾阶段，相应

的碰壁形态也会发生明显变化。图 4 所示为相同碰壁高度条件下高温阶段的碰壁液滴形

态演化特征。从图 4(a)可以看出，当壁面温度为 390 ℃时，纯水液滴表现出反弹雾化的



碰壁模式，此时液滴处于过渡沸腾状态。相比于图 3(b)，壁温较高时的液滴雾化现象更

为剧烈，同时反弹时间也更为提前。当壁面温度提高 5 ℃时，雾化现象完全消失，反弹

的液滴始终保持完整。在这种壁温条件下，液滴底部在碰撞瞬间即会形成一层连续的蒸

汽膜，阻止液滴与加热壁面之间的直接接触。由于蒸汽膜的润滑作用可以降低碰壁液滴

在铺展与回缩过程中的粘性损失，液滴最终会反弹离开壁面，液滴碰壁的主要特征可总

结为无雾化的液滴反弹。因此，同样可根据碰壁液滴形态来区分过渡沸腾和膜态沸腾状

态，即确定莱顿弗罗斯特点壁面温度为碰壁液滴发生无雾化反弹现象时的最低表面温度。

与低过热度条件类似，在纯水液滴中添加少量正丁醇添加剂也会显著改变高过热度

区间内的液滴碰壁形态。如图 4(c)所示，在更高的壁面温度条件下，5 vol.%正丁醇-水混

合液滴仍然出现雾化现象，液滴上半部分甚至发生破碎。上述现象说明少量正丁醇添加

剂可以有效促进液滴雾化，即液滴仍处于过渡沸腾状态。与纯水液滴类似，进一步小幅

提高壁面温度，混合物液滴的雾化现象消失，进入膜态沸腾阶段。通过上述比较可以发

现，相同碰壁速度条件下，混合液滴的莱顿弗罗斯特点壁面温度相较纯水液滴有所提升。

图 5 碰壁高度和乙醇体积分数对乙醇溶液 图 6 纯水液滴和低浓度醇溶液液滴临界

液滴临界热流密度点壁面温度的影响 热流密度点壁面温度随韦伯数的变化
Fig. 5 Effect of impact height and ethanol content Fig. 6 Dynamic CHF temperature variation of

on the dynamic CHF temperature water and alcohol-water droplets with Weber number

3 碰壁液滴沸腾转变温度

3.1 临界热流密度点壁面温度

如前所述，可以根据液滴碰撞加热壁面后的形态演化特征确定不同实验条件下的沸

腾转变温度。图 5 所示为碰壁高度和乙醇体积分数对乙醇溶液液滴临界热流密度点壁面

温度的影响。从图中可以清晰地看到，碰壁液滴临界热流密度点温度随着碰壁高度的增

加呈现出较为明显的下降趋势。这是因为，碰壁高度越高，液滴速度越大，液滴碰壁后

形成的液膜面积越大，同时厚度也相应变薄。液滴-壁面之间的传热得到强化，因此促使

液滴发生反弹的临界温度也相应降低。另一方面，乙醇-水混合液滴的临界热流密度点温

度相比纯水液滴表现出明显提升。导致这种现象的原因仍然在于前文提到的醇类添加剂

降低液滴表面张力，进而促进液滴铺展和抑制气泡合并的耦合效应。从图中还可发现在



本文实验范围内，同一碰壁高度条件下的乙醇浓度影响可忽略不计。这可能与乙醇引起

的其他物性变化有关。例如，乙醇含量越高，液滴饱和温度和汽化潜热越低，相同壁温

条件下会产生更多的蒸汽，从而抵消部分由于降低表面张力带来的强化效果。

将不同碰壁高度条件下的不同液滴工质临界热流密度点温度汇总于图 6，其中各数

据点均为多次实验平均值，误差棒代表标准差。图中纯水液滴的韦伯数变化仅通过改变

碰壁高度实现，而改变混合液滴的醇类浓度和碰壁高度均会引起韦伯数变化。从图中可

以看出，临界热流密度点温度随韦伯数的增加总体呈现下降趋势，所有低碳醇-水混合液

滴相较纯水液滴均表现出较为明显的提升，其中乙醇添加剂的强化效果最明显。

通常情况下，碰壁速度越大，韦伯数越大，越有利于液滴和壁面的传热，但根据上

图可知临界热流密度点温度有所下降。因此，高传热速率和高临界热流密度点温度在某

种程度上存在矛盾。本文实验结果表明，少量醇类添加剂可有效解决这一问题。从图 6
可以发现，在实验参数范围内，韦伯数最大的混合物液滴临界热流密度点温度仍高于韦

伯数最小的纯水液滴，说明醇类添加剂可补偿碰壁速度过大对液滴临界热流密度点温度

的不利影响，从而在不牺牲沸腾传热效率的前提下提升液滴临界热流密度点温度。为了

保证电子元器件等高功率密度设备的安全稳定运行，同时维持较好的散热性能，需要将

其工作条件控制在临界热流密度点以下的核态沸腾阶段。因此，上述低碳醇添加剂对碰

壁液滴临界热流密度点壁面温度的提升，可有效拓宽设备的工作温度范围，具有十分重

要的应用价值。

图 7 碰壁高度和乙醇体积分数对乙醇溶液 图 8 纯水液滴和低浓度醇溶液液滴莱顿

液滴莱顿弗罗斯特点壁面温度的影响 弗罗斯特点壁面温度随韦伯数的变化
Fig. 7 Effect of impact height and ethanol Fig. 8 Dynamic LFP temperature variation of water
content on the dynamic LFP temperature and alcohol-water droplets with Weber number

3.2 莱顿弗罗斯特点壁面温度

图 7 所示为不同碰壁高度和乙醇浓度条件下的液滴莱顿弗罗斯特点壁面温度。从图

中可以清晰地看出，液滴莱顿弗罗斯特点温度随着碰壁高度的增加有所提高。这是因为

碰壁速度越大，液滴底部蒸汽膜受到的挤压程度越强，蒸汽更易流出，因此需要更高的

壁面温度加速蒸汽产生，以平衡更高的碰壁压力。与临界热流密度点温度类似，尽管乙



醇也会显著提升液滴莱顿弗罗斯特点温度，但其浓度影响可忽略不计。具体原因与上节

中醇类浓度的影响类似，在此不再赘述。

将不同碰壁高度条件下的不同液滴工质莱顿弗罗斯特点温度汇总于图 8。从图中可

以看出，莱顿弗罗斯特点温度随韦伯数的增加而提高。所有低碳醇-水混合液滴相较纯水

液滴均表现出明显提升，其中异丙醇添加剂的强化效果最明显。同时可以发现，在本文

实验范围内，韦伯数最小的混合物液滴莱顿弗罗斯特点温度仍高于韦伯数最大的纯水液

滴，说明醇类添加剂可补偿碰壁速度过小对液滴莱顿弗罗斯特点温度的不利影响，进而

同时实现高传热速率和高莱顿弗罗斯特点温度。

上述低碳醇添加剂对碰壁液滴莱顿弗罗斯特点壁面温度的提升，对于极端高温壁面

的快速冷却具有重要意义。以冶金领域中的金属热处理过程为例，壁面的初始温度通常

远高于冷却工质的饱和温度，对应于膜态沸腾状态，稳定连续的蒸汽膜阻止液体工质与

高温表面的直接接触换热。为了获得更好的材料组织结构和机械性能，必须在高温金属

热处理过程中保证足够的冷却速度，尽快使被冷却金属的表面温度降低至莱顿弗罗斯特

点温度以下，进入过渡沸腾阶段。从上述分析可知，通过添加少量醇类添加剂即可以实

现这一目的，从而保证较高效率的金属热处理过程。

4 结 论

本文以去离子水和低浓度低碳醇水溶液为实验工质，利用高速相机采集液滴碰壁过

程图像，进而对碰壁液滴热动力学特性开展研究，确定醇类浓度和碰壁速度对液滴沸腾

转变温度的影响。本文的主要结论如下：

I. 碰壁液滴热动力学特性受到壁面温度和醇类添加剂的共同影响。随着壁面温度的

升高，液滴从沉积雾化模式转变为反弹雾化模式，并最终变为反弹无雾化模式。醇类添

加剂能改变纯水碰壁液滴的动态演化特性，有效抑制液滴反弹并促进雾化现象的发生。

II. 随着碰壁速度的提高，液滴临界热流密度点壁面温度总体呈现下降趋势，而莱顿

弗罗斯特点壁面温度有所提高。少量醇类添加剂可显著提高碰壁液滴沸腾转变温度，但

醇类浓度的影响可忽略不计。

III. 韦伯数较大的混合液滴临界热流密度点温度高于韦伯数较小的纯水液滴，说明

醇类添加剂可补偿碰壁速度过大对临界热流密度点温度的不利影响，进而在不牺牲传热

效率的前提下提升液滴临界热流密度点温度。

IV. 韦伯数较小的混合液滴莱顿弗罗斯特点温度高于韦伯数较大的纯水液滴，说明

醇类添加剂可补偿碰壁速度过小对莱顿弗罗斯特点温度的不利影响，实现同时提升沸腾

传热速率和莱顿弗罗斯特点温度的目的。
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摘要：液滴撞击是十分普遍的现象，已得到广泛研究，但不同润湿性表面上液滴撞击表面静止液滴的

动力学行为研究有待完善。本文制备了亲水、疏水和超疏水表面，研究了表面润湿性和韦伯数对液滴

撞击动力学行为的影响。各润湿性表面上，最大铺展系数随韦伯数的增加而增大，铺展时间随韦伯数

的增加而减小。亲水表面上低韦伯数相同工况下出现三种特殊情形，超疏水表面上有三种脱离情形，

这些情形会影响铺展系数、铺展时间或接触时间等特性参数。

关键词：液滴撞击；静止液滴；表面润湿性；铺展系数；铺展时间

0 前言

从自然降雨[1]、滴水穿石[2]到喷墨打印[3]、喷雾冷却[4]，在自然过程与工业工程中液

滴撞击均是十分普遍的现象。不同应用场景对液滴撞击后的动力学行为有不同的需求。

例如在表面防结冰等场景下，需要减小液滴与表面的接触面积、缩短接触时间；而在喷

雾冷却、喷洒农药等场景下，需要增大接触面积、延长接触时间[5-8]。正因为液滴撞击现

象的普遍性以及各类实际应用对于这一现象的不同需求，液滴撞击动力学成为学者们特

别关注的研究方向。目前，有关液滴动力学的研究集中在单个液滴直接撞击固体表面[9-

12]，但实际场景下更多是多个液滴连续撞击表面的情况。由于液滴撞击速度较小或固体

表面粘附作用较强等因素，液滴可能会附着在表面上，甚至形成液膜，这导致撞击液滴

接触的可能不是固体表面而是表面上的静止液滴。

液滴撞击表面静止液滴的动力学行为受很多因素的影响[13-16]。Mehran 等[17]通过实

验和数值模拟的方法研究了超疏水表面上液滴撞击静止液滴现象，发现韦伯数(Wei)的变

化直接影响液滴撞击后铺展速度与铺展形态，但是撞击液滴的速度并不影响液滴与表面

的接触时间。Han 等[2]研究了超疏水表面上韦伯数对液滴撞击后表面能转化为机械能效

率的影响，发现适当韦伯数工况下两个液滴在弹跳脱离表面时发生合并，此时表面能转

化为机械能的效率为 18.9%；Abouelsoud 等[18]制备了五种不同润湿性表面，静态接触角

从 34°到 119°不等，研究了表面润湿性对液滴撞击表面静止液滴的影响，发现接触角较

大时，合并液滴铺展时间较长，此外表面润湿性会显著影响液滴铺展和回缩的振荡频率。

可见，目前学者们已经在研究表面润湿性对液滴撞击表面静止液滴的影响，但已有研究

对液滴撞击后不同的反弹与粘附机理解释尚不明晰，且对撞击后产生的多种特殊现象及

其对铺展系数、铺展时间等特性参数的影响缺乏详细解释。

本文通过实验研究了液滴撞击各润湿性表面上静止液滴的动力学行为，对各润湿性

表面上液滴撞击静止液滴的动态过程进行详细描述，并分析了撞击后反弹、粘附等现象
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对铺展系数、铺展时间等特性参数的影响。

1 实验方法与特性参数定义

1.1 实验方法

图1为本文搭建的液滴撞击表面静止液滴实验系统示意图，主要包括液滴发生系统、

液滴撞击系统、图像采集系统三部分。液滴发生系统用于产生不同体积的液滴，主要设

备包括注射泵和注射针头。液滴撞击系统主要包括竖直滑轨和撞击平台。竖直滑轨用于

固定注射针头位置，手动调节注射针头距撞击平台的高度，进而控制撞击液滴的速度。

撞击平台可以在三维方向上进行调整，进而调控撞击液滴与静止液滴的相对位置。图像

采集系统用于拍摄液滴撞击过程中的图像以及视频，主要包括两台高速摄像机、冷光源

和遮光板。两台高速摄像机垂直放置，镜头与不同润湿性表面处于同一水平面上，从两

个方向上拍摄液滴撞击表面静止液滴的过程。

图 1 液滴撞击表面静止液滴的实验系统示意图

实验前，先将待实验表面放置在撞击平台上，使用注射泵和针头在表面上滴一滴液

滴。微调各设备的相对位置以及光源强度、摄像机镜头焦距等，保证拍摄的画面清晰。

做好准备工作后，将待实验表面吹干，正式开始实验。将针头调整到靠近表面的位置，

滴落一滴液滴，之后调节竖直滑轨使针头上升，达到所需高度后滴落另一滴液滴，拍摄

液滴撞击表面上静止液滴的图像。使用 matlab 提取图像中液滴撞击时的速度以及撞击

后的铺展直径。

本文以 2.5 cm× 2.5 cm× 0.2 cm 的铝片作为基底，清洗过后的裸铝表面即为亲水表

面。采用涂层法制备疏水和超疏水表面，疏水涂层溶液采用浓度为 60%的聚四氟乙烯乳

液，超疏水涂层溶液采用纳米二氧化硅溶液。静态接触角θ通过拍摄表面上静止液滴的

照片进行测量，前进接触角θA和后退接触角θR可通过加液减液法进行测量。为保证接触
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角测量的准确性，每个表面均选取 5 个位点进行测量。表 1 展示测量得到不同润湿性表

面的接触角。

表 1 不同润湿性表面接触角

亲水表面 疏水表面 超疏水表面

静态接触角θ (°) 79.9±0.5 130.8±1.6 150.7±0.9
前进接触角θA (°) 90.4±1.4 139.8±1.3 153.7±0.8
后退接触角θR (°) 20.7±2.1 108.9±2.8 148.7±0.9

1.2 特性参数定义

为对液滴撞击动力学行为进行准确的定性和定量描述，本文定义了铺展系数、铺展

时间等特性参数。

di 表示撞击液滴直径；ds表示静止液滴直径，d 表示铺展过程中液滴的直径；vi 表示

撞击液滴速度，Wei 表示撞击液滴韦伯数：
2

i i
i 

d v
We




(1-1)

 为液体密度， 为液体表面张力系数。

dmax 表示整个过程中的最大铺展直径，这一参数决定了液滴与固体表面最大的接触

面积；tdmax 表示达到最大铺展直径的时间（以下简称铺展时间）；tc表示液滴与表面的接

触时间，为两个液滴开始接触到第一次完全脱离表面经历的时间。对铺展直径进行无量

纲化处理，得到铺展系数β：

i s


d

d d
 (1-2)

该定义综合考虑了撞击液滴和静止液滴的共同作用，后续研究也发现采用该定义得到的

结论具有较强的规律性。类似的，将最大铺展系数 dmax 进行无量纲化，可得最大铺展系

数 βmax。

2 亲水表面上液滴撞击动力学行为

2.1 液滴撞击后形态演变与特性参数的变化

亲水表面为裸铝表面，液滴在表面上的静态接触角为 79.9±0.5°，初始时表面上静止

液滴成球冠状。

图 2(a)为韦伯数 Wei = 40 时，液滴撞击表面静止液滴的形态变化。可以看出，液滴

撞击表面静止液滴后，两者接触的地方会迅速隆起一个液桥，并且随着时间的推移，该

部分迅速向外铺展，两个液滴也逐渐融合，高度越来越低，铺展直径越来越大。到 4.0
ms 时，液滴已经接近扁平的盘状，但仍然具有铺展的趋势。在 7.2 ms 时，液滴达到最

大铺展，靠近液滴两端的地方各有一条白色条纹，此时液滴呈现类似圆环的形态，中间

只有一层薄液膜附着在表面上。而在回缩阶段，如 12.0 ms 时所示，中心部分先隆起，

原因是回缩时外侧液环向中间聚拢，达到中心部分时液体相互挤压，向上隆起。随后液

滴进入回缩-铺展的振荡状态，一直到粘性耗散消耗掉大量初始能量以至于液滴无法再

振荡变形，从而保持一个较为稳定的球缺形状。
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由图 2(b)可以看出，对任意 Wei，撞击发生后初始阶段铺展系数都先保持不变，这

是因为刚发生撞击时两个液滴整体上都还没有发生剧烈的形变，只有在两者接触的部分

产生突起的液桥，虽然液桥在快速铺展，但此时液桥的直径还未超过液滴本身的直径，

因此铺展系数几乎保持不变。随后铺展系数开始迅速增长，这是因为快速铺展的液桥的

直径超过液滴本身直径，并且两个液滴也在加速融合、形变。从图像中也可以看出，Wei

越大，铺展系数越早开始增长，并且曲线的斜率越大，即铺展系数增长的越快。这说明

Wei 越大时，中间液桥的铺展以及两个液滴的融合与形变越剧烈越迅速。

由图 2(c)可以看出，Wei越大，最大铺展系数越大，且铺展时间越小，这一规律与上

述 Wei 越大铺展越迅速相吻合。说明撞击液滴初始动能越大，撞击后液滴形变越剧烈，

能够达到更大的铺展系数。

图 2 液滴撞击亲水表面上静止液滴：(a) Wei = 40 时液滴撞击静止液滴后形态变化 (b)不同 Wei 下铺展

系数随时间的变化 (c)最大铺展系数和铺展时间随 Wei 的变化 (θ = 79.9°，di = 2.47 mm)

2.2 低韦伯数下特殊现象

本文对低 Wei 工况进行了进一步的研究，发现当 Wei < 10 时，相同工况下会出现三

种不同的情形。以下以 Wei = 5 时进行分析。

图 3(a)为撞击后两液滴在铺展阶段融合的情形。由图像可以看出，撞击后的初始阶



5

段，两个液滴相互接触的地方并没有形成向外突出的液桥，两个液滴的轮廓也均比较清

晰，说明此时两液滴之间可能存在着极薄的空气层，并没有直接融合[18]。而随着时间的

推移，中间的空气层被破坏，两个液滴发生融合并继续铺展。达到最大铺展后开始回缩，

之后进入铺展-回缩的振荡状态。

图 3(b)为撞击后两个液滴回缩阶段融合的情形。由图像可以看出，该情形下撞击后

的初始阶段两个液滴没有直接融合，中间同样存在空气层。在第一次的铺展结束时，空

气层仍然没有被破坏。而在回缩阶段，两个液滴发生了融合，说明回缩过程破坏了中间

的空气层。该情形下液滴回缩时能够达到较高的高度，并且第二次铺展时才达到最大铺

展直径，因此铺展时间显著增大。

图 3(c)为撞击后两液滴不融合的情形。可以看出，该情形下发生撞击后，两液滴之

间的空气层一直没有被破坏，两液滴也一直没有融合。撞击液滴在回缩阶段直接从静止

液滴表面反弹，并且反弹距离超过其自身直径；静止液滴在与撞击液滴分离后进入振荡

状态，过程中最大铺展直径小于前两种情形。

图 3 亲水表面上低 Wei 下特殊情形：(a)撞击后两液滴在铺展阶段融合 (b)撞击后两液滴在回缩阶段融

合 (c)撞击后两液滴不融合 (θ = 79.9°，di = 2.47 mm)

3 疏水表面上液滴撞击动力学行为

疏水表面静态接触角为 130.8±1.6°，静止液滴在表面上为球缺形。

由图 4(a)可以看出，两液滴发生撞击后，接触部分同样会快速向外凸起产生一个液

桥，并且该液桥向外铺展的速度很快。随着时间的推移，两个液滴形变愈发剧烈，逐渐

融合在一起。达到最大铺展后开始回缩，与亲水表面上类似，回缩时由于四周的液体向

中间考虑、挤压，中间部分会先向上隆起。与亲水表面不同的是，由于疏水表面对液体

的粘附作用显著减小，因此液滴回缩时固体表面上没有残留肉眼可见的液膜，并且回缩

后液滴与表面的接触面积显著减小。之后液滴在竖直方向上被拉扯、断裂成两部分，上

面的液滴继续向上弹跳，下面的液滴由于表面的粘附作用而静止在表面上，并进入铺展

-回缩的振荡状态。同时疏水表面上没有出现低 Wei工况下的特殊现象，两个液滴均在第

一次接触时便发生融合。

由图 4(b)可以看出，撞击发生后初始阶段铺展系数短暂保持不变，这也是因为初始
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阶段两个液滴形变并不大，而中间接触产生的液桥直径还未超过两个液滴的直径。之后

铺展系数快速增长，Wei 越大时，铺展系数增长速度越快。

由图 4(c)可以看出，最大铺展系数同样随着 Wei 的增大而增大，而铺展时间整体上

随着 Wei 的减小而减小。针对低 Wei 工况下的多次实验表明两个液滴均在第一次铺展时

便发生融合，没有出现液滴不融合的情形。与亲水表面对比，疏水表面上两个液滴撞击

时，接触点处静止液滴的曲率明显较大，这一因素可能导致两个液滴间难以形成空气膜，

因此在第一次铺展时直接融合。

此外，根据不同 Wei 下的形态变化，发现疏水表面上液滴撞击后发生部分回弹，即

在回弹时断裂成两部分甚至三部分，最底下的液滴一般会静止在表面上。由此可见，由

聚四氟乙烯涂层制备的疏水表面上，液滴的脱离能力较差。疏水表面上液滴与表面的接

触角小，液滴难以完全脱离表面；同时表面存在一些微小的裂纹、沟壑等结构缺陷，导

致表面局部对液体的粘附作用增大，进一步抑制液滴的脱离。

图 4 液滴撞击疏水表面上静止液滴：(a) Wei = 40 时液滴撞击静止液滴后形态变化 (b)不同 Wei 下铺展

系数随时间的变化 (c)最大铺展系数和铺展时间随 Wei 的变化 (θ = 130.8°，di = 2.47 mm)

4 超疏水表面上液滴撞击动力学行为

4.1 液滴撞击后形态演变与特性参数的变化
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超疏水表面静态接触角为 150.7±0.9°，静止液滴在表面上为球缺形。图 5(a)为 Wei =
40 时，液滴撞击超疏水表面静止液滴的形态变化。可以看出，超疏水表面上液滴撞击后

的形态变化与疏水表面上很类似，在初期两个液滴同样形变不大，而接触部分形成向外

突出的液桥，之后液桥迅速扩张。回缩阶段由于液滴中心处存在未及时排出的气穴，随

着回缩的进行，气穴压力急剧增加，形成射流，导致小液滴从液滴顶部脱离，如图 5(a)
中 16.0 ms 所示。之后上面的小液滴继续快速向上运动，与表面接触的大液滴也从表面

脱离，向上反弹。在其他 Wei 条件下，液滴同样可以从表面脱离，说明超疏水表面上液

滴的脱离能力较强。

由图 5(b)可以看出，超疏水表面上铺展系数随时间的变化与疏水表面上的结果十分

类似，同样是在初始阶段先短暂保持不变，之后开始快速增长，且 Wei 越大，曲线的斜

率越大，铺展系数增长越快。达到最大铺展后，铺展系数迅速减小，之后进入振荡的状

态。

由图 5(c)可看出，超疏水表面上最大铺展系数同样随着 Wei 的增加而增加，且铺展

时间随着 Wei 增加而减小，并且规律性很强，曲线始终保持相同的变化趋势。

图 5 液滴撞击超疏水表面上静止液滴：(a) Wei = 40 时液滴撞击静止液滴后形态变化 (b)不同 Wei 下铺

展系数随时间的变化 (c)最大铺展系数和铺展时间随 Wei 的变化 (θ = 150.7°，di = 2.47 mm)

4.2 接触时间与三种脱离情形

实验发现，超疏水表面上液滴具有很强的脱离能力。快速的脱离能力意味着液滴与

表面的接触时间变短，在表面防结冰等应用中有重要作用。为此，本文进一步研究了超
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疏水表面上液滴撞击后与表面的接触时间 tc。图 6 为接触时间随 Wei 变化，其中 tc1为单

个液滴直接撞击表面的接触时间[19]，tc2 为液滴撞击表面静止液滴的接触时间，除了 Wei

为 5 和 20 工况外，其他 Wei 下均满足 tc1 < tc2，即表面上静止液滴会延缓液滴与表面的

接触时间。Wei为 5 和 20 两个工况下，液滴撞击表面静止液滴的接触时间显著较小，并

且标准差较大，其原因是两种工况下有一定概率出现特殊的脱离情形。而其他工况下，

接触时间随 Wei 的增大呈现减小的趋势，但是减小的幅度并不大，接触时间基本都在

15~17 ms 范围内。

图 6 超疏水表面接触时间随 Wei 变化 (tc1 为单个液滴撞击表面的接触时间，tc2 为液滴撞击表面静止液

滴的接触时间。θ = 150.7°，di = 2.47 mm)

对于 Wei 为 5 和 20 两个工况下出现的特殊脱离情形进行深入分析。综合考虑所有

Wei，发现了超疏水表面上三种不同的脱离情形。

图 7(a)为 Wei = 5 时，液滴在铺展阶段前期脱离表面。可以看到两个液滴发生撞击

后，中间相互接触的部分迅速向外铺展，而底部的液体向中间部分流动以补充铺展所需

要的液体，故底部与表面的接触面积逐渐减小，直至底部完全脱离表面，接触时间明显

缩短。此时铺展过程并没有结束，液滴很快下落再次撞击表面并继续铺展，直至达到最

大铺展系数，随后发生回缩。由于该情形下液滴脱离表面发生在铺展阶段，因此接触时

间较短。

图 7(b)为 Wei = 20 时，液滴在回缩阶段前期脱离表面。从图 7(b)8.0 ms 中可以看到

靠近液滴两端的地方有两条白色的条纹，这说明此时液滴呈环状，中间只有一层薄液膜。

在回缩阶段前期，液滴直接整体从表面上弹跳起来，完全脱离了表面。此时液滴仍然处

于回缩阶段，且从图 Wei像中可以看出，靠近液滴两端的白色条纹在向中心靠拢，即液

环内径也在收缩。当内径完全收缩，即四周的液体在中心处相遇时，由于碰撞挤压，中

心处的液体开始向上下两个方向移动，向下移动的液体会再次与表面接触，随着回缩的

进行接触面积会越来越大，。之后液滴将继续回缩、向上运动，直至再次脱离表面。由于

该情形下液滴脱离表面发生在回缩阶段前期，因此接触时间也较短。

第三种脱离情形即如图 5(a)所示液滴完成回缩后脱离表面，除了 Wei 为 5 和 20，其

他工况下均发生第三种脱离情形，并且发生该情形时，液滴与超疏水表面的接触时间相

差不大，均在 15-17 ms 范围内。
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图 7 超疏水表面上特殊脱离情形：(a) Wei = 5 时铺展阶段前期脱离表面 (b) Wei = 20 时回缩阶段前期

脱离表面 (θ = 150.7°，di = 2.47 mm)

5 结 论

本文实验研究了液滴撞击不同润湿性表面上静止液滴的形态变化，并探究了铺展系

数、铺展时间及接触时间等特性参数的变化，主要结论如下：

（1）各润湿性表面上，当液滴韦伯数增加时，撞击液滴的初始动能增加，最大铺展

系数增大，同时铺展速度更快，铺展时间减小。

（2）亲水表面上低韦伯数下会出现三种不同的液滴融合情形，分别为铺展阶段融

合、回缩阶段融合及不融合。回缩阶段融合导致铺展时间增大，不融合导致铺展系数减

小。

（3）疏水表面上液滴撞击表面静止液滴后，将发生部分回弹，往往有小部分液滴附

着在表面上，难以完全脱离表面。

（4）超疏水表面上液滴脱离能力很强，共出现三种脱离情形：铺展阶段前期脱离、

回缩阶段前期脱离和回缩完成后脱离表面。前两种脱离情形下，液滴与表面接触时间会

大幅缩短；第三种脱离情形下，韦伯数对接触时间的影响较小。
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摘要：

弹跳冷凝凭借液滴的合并自驱离行为在液滴形态操控、能量收集和热管理等领域成为了一项极具应用前景

的技术创新，但由于凝结液滴在高过冷度下的润湿态会发生粘滞化转变，弹跳冷凝存在易失稳失效的瓶颈

问题。本文采用分子动力学模拟研究了纳米凝结液滴的一系列自驱动形态转变和动态行为，阐释了液滴生

命周期中所存在的顺向级联效应，并发现弹跳冷凝并不是以液滴合并自驱离行为为主导的单一模式，受限

型生长也可能导致液滴发生去润湿转变，甚至触发液滴的自发跳离。在初始成核阶段，凝结核因更低的成

核能垒而在表面结构间隙内部孕育，这导致所生成的凝结液滴以一种空间受限的模式进行生长并被表面结

构所限制。在生长伴随着挤压变形的过程中，液滴储存了大量的过余表面能，并受到上下气液界面的非对

称 Laplace 压力，最终被驱动跳离表面或发生去润湿转变。对此，本文提出了一个双阶段-能量模型来分析

表面结构尺寸参数和润湿性对液滴受限型生长的影响，结果表明，细长且致密的结构会促进生长液滴的去

润湿转变并提升能量转换效率。以上工作将为纳米结构表面的设计制备提供参考，以抑制凝结液滴润湿态

的粘滞化转变，进而提升弹跳冷凝模式的抗失效性。

关键词： 纳米结构表面 弹跳冷凝 自驱动行为 分子动力学 能量分析模型

0 引言

蒸汽冷凝作为自然界中普遍存在的能量传递过程，被广泛应用于能源管理、海水淡化和

发电等诸多工业领域[1-3]，人类也从未停止对高效节能冷凝模式的探索和追求。众所周知，

滴状冷凝的传热系数比膜状冷凝高出 4-7 倍，并且凝结液滴形态行为的演变规律直接影响着

表面整体的换热性能[4]。对于传统滴状冷凝，液滴需借助重力作用从光滑表面被动式滑落，

其临界脱落尺寸也因此被限制在毛细长度（~2.7 mm）附近[5]，这会严重阻碍液滴脱落冲刷

特性的改善和冷凝传热性能的进一步提高。近年来，研究学者通过构筑微/纳米结构超疏水

表面以谋求更小的液滴-表面黏附作用[6-8]，并由此发现了新型的弹跳冷凝模式。在该模式中，

合并液滴能够不借助外力作用从表面自发跳离，液滴脱离尺寸大幅降低至微米级，表面传热

系数也因此提升了近 100%，高达 100~300 kW/(m2·K)[9]。然而随着壁面过冷度增加，水蒸气

更倾向于在结构间隙内密集成核，这使得所生成的凝结液滴由非浸润的 Cassie 态转变为黏

附的 Wenzel 态，表面的超疏水性因此发生失效，弹跳冷凝也随之退化为常规的滴状冷凝[10]。

由此可见，抗失效性的提升是当前弹跳冷凝传热技术应用的迫切需求，而抑制凝结液滴润湿

态的粘滞化转变正是应对该瓶颈问题的“破局之策”。

本文结合非平衡态分子动力学模拟和基于能量守恒模型的理论分析，探究了液滴生命周

期中的形态演变规律，并重点探究了成核与生长阶段中的存在的顺序性自驱动行为及其对液

滴最终润湿形态的级联效应。结果表明，弹跳冷凝并不是以液滴合并自驱离效应为主导的单
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一模式，受限型生长也可能导致液滴发生去润湿转变，甚至触发液滴的自发跳离。同时，本

文系统探讨了表面结构属性对生长液滴去润湿转变/自弹跳行为的调控作用及机制，这将为

凝结液滴润湿态粘滞化转变的抑制提供一种新思路，有望提升弹跳冷凝的抗失效性。

1 模型和方法

为了深入研究液滴在整个冷凝过程中的纳米尺度形态演变细节，尤其是凝结核的初始行

为，本文采用了大尺度分子动力学模拟（MD）方法。如图 1 所示，我们构建了相关模型去

系统研究冷凝过程的液滴形态演变以及表面结构和本征润湿性对其的影响作用，模拟区域在

x、y 和 z 方向上的尺寸均约为 54.3 nm。其中，纳米结构表面由具有不同结构参数和润湿性

的方柱阵列组成，方柱边长 W 固定为 3.1 nm，间距 S，柱高 H 和本征润湿角ߠ均为变量，

本研究中共有 120 个由上述参数所组合的表面，其属性参数如表 1 所示。

表 1. 不同纳米方柱表面的几何结构参数（W = 3.1 nm, ܵ∗ = /ܹܵ , ܪ ∗ = ܹ/ܪ ）与润湿性（本

征润湿角ߠ）。

S* H* ߠ (°)
0.5 0.25 126.47 ± 0.68

0.875 1 123.10 ± 0.45
1.25 1.75 117.06 ± 0.96

1.625 2.5 112.93 ± 0.61
2 — 106.97 ± 1.16

2.375 — —

图 1.（a）边长 54.3 nm 的大尺度 MD 冷凝模型。固体基底划分为底部固定层，中间牛顿层

和顶部热浴层，气相空间中饱和蒸气由四位点粗粒化水珠子构成。（b）气相空间顶部四分之

一区域作为热源和气源，采用巨正则蒙特卡洛方法（GCMC）为冷凝过程持续提供蒸汽。

为了降低计算成本，本文选择更为简单的铜原子（Cu）来构建具有可调润湿性的固体表

面，采用粗粒化（CG）模型并根据给定温度下的饱和密度构建水蒸气，其中每个 CG 水珠

子（W）代表四个水分子[11]。Cu-Cu、Cu-W 和 W-W 的相互作用分别采用嵌入原子势（embedded
atom model, EAM），12-6Lennard-Jones（LJ）势[12]和 Morse 势[11]描述，所有力场参数列于表

2 中[12]。
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表 2. 本文所采用的力场参数[12]：D0, α, r0—Morse 势函数参数；ߝ, σ—Lennard-Jones 势函数

参数；rc—截断半径。

力场参数

作用位点 势函数 D0 (eV) α (Å-1) r0 (Å) rc (Å) 

W-W Morse 0.03526 0.556 6.29 16
力场参数

作用位点 势函数 ߝ (eV) σ (Å) rc (Å) 

Cu-W 12-6 LJ adjustable 3.586 13
力场参数

作用位点 势函数 —
Cu-Cu EAM —

在对模型进行能量最小化后，本文首先对系统进行了预平衡。为了获得温度为 500 K 下

气固液三相共存的平衡状态，整个系统在正则（NVT）系综下通过 Nose-Hoover 方法施加热

浴 1 ns 并达到稳定。接着在后续 10 ns 的相变阶段中，顶部 GCMC 区域被切换为巨正则

（μVT）系综而其余部分则切换为微正则（NVE）系综，此外，采用 Langevin 控温器将基底

热浴层的温度稳定控制在 300 K。所有算例均采用开源代码 LAMMPS 执行并使用 Ovito 软

件进行可视化处理。长程静电作用采用 PPPM 算法计算，相对误差精度设置为 1×10-5，范德

华力和库仑力的截断半径分别取为 12 Å 和 10 Å，时间步长取为 1 fs。

2 结果与讨论

2.1 液滴空间选择性成核

如图 2a 所示，伴随着与底部低温壁面的不断碰撞，起初随机散乱分布的气体水珠子被

壁面所捕获并聚集成为团簇。并且，大多数凝结核规律性地分布在粗糙结构内部，呈现出成

核位置的空间选择性，即对于均质表面来说，凝结核会不可避免地在表面裂隙中优先形成。

为了解释这一机制，本文借助经典成核理论（CNT）对不同空间位置处的成核能垒进行了计

算和分析。对于非均相成核来说，假设液核尺寸为临界成核半径ୣݎ，那么它的成核能垒∆ܩ可

以表示为

ܩ∆ = −
ఘ

ெ ݇ܰ ୱܶ∙ lnݏ+ ܣ)ߪ − ୗܣ ∙ cosߠ) （3）

其中，ܯ，ߩ和ܸ分别为液体密度、摩尔质量和液核体积；݇ ，ܰ 和 ୱܶ分别代表玻尔兹曼常数，

阿佛加德罗常数和壁面温度；ݏ为过饱和度，其定义为蒸气压力 ஶܲ与壁温 ୱܶ所对应压力 ௦ܲ的

比值；ߪ，ܣ，ܣୗ和ߠ分别代表了表面张力，气液界面面积，固液界面面积和杨氏接触角。

本文所研究的纳米方柱阵列表面存在两处典型的成核位置，即位于柱顶的球冠状液核和位于

柱底的球楔状液核，所对应的成核能垒∆ܩଵ和∆ܩଶ如图 2b 所示。可以看出，嵌入在结构内部

的液核具有更小的气液界面自由能，因此成核能垒更低（∆ܩଶ < ଵ），因此，成核更容易在ܩ∆

结构间隙中发生。此外，∆ܩଶ还会受到结构尺寸的影响，如图 2b 中的插图所示，液核起初仅

仅与单个方柱侧面接触，但随着柱间距 S 的减小到临界值(1 − cosݎୣ(ߠ时，液核开始被两侧

的方柱同时夹在中间，此时由于气液界面自由能的缩减，∆ܩଶ进一步被降低。

此外，为了从分子角度给出空间选择性成核的解读，本文分析了水珠子在不同气液界面



处的势能分布特性。本文选取了一个结构单元（22 方柱）并由此计算出单个 CG 水珠子和

所有固体原子间的势能 U。图 2c 相应展示了三个代表性截面处的势能分布。可以发现其具

有明显的空间非均匀性，而且低势能区域（柱底）与液滴初始成核位置近似重合。在低势能

区域中，强有力的固液相互作用促进了热能交换并使得水珠子受到更强的限制作用。因此，

液核倾向于在结构单元内部孕育生长，从而表现为空间选择性的成核特性。

图 2.（a）水蒸气的空间选择性成核。（b）纳米方柱表面不同位置处的成核能垒。（c）纳米

方柱表面结构单元在水平截面和不同竖直截面处的势能分布。

2.2 液滴横向受限型生长

在结构内部成核之后，液滴会以三种不同的典型模式进行持续生长，如图 3a 所示，液

滴在生长阶段初期均呈现近似球冠状，但随后会填充单元结构间隙而发生变形。液滴在其顶

部气液表面超过柱顶上边缘之后，开始朝横向和纵向同时膨胀。但有意思的是，进一步的生

长会导致液滴发生润湿状态转变，它有可能仍然钉扎在结构间隙内部（浸润的 Wenzel 态，

模式Ⅰ），也可能迁移至结构顶端（悬浮 Cassie 态/去润湿转变，模式Ⅱ）甚至自发从表面跳离

（自弹跳，模式Ⅲ）。

图 3b 示意了上述横向受限型的生长过程，其动态演化过程也可借助图 3d 中的可视化

快照进行观察。可以发现，在生长的初始孕育期，液滴完全嵌入在结构间隙内，其形状可近

似为一个由四周方柱包围的轴对称圆柱体。在当液滴纵向的三相接触线到达柱顶时，液滴顶

部气液界面的曲率半径ܴଵ会随着液滴头的膨胀而逐渐增大，而底部气液界面的曲率半径ܴଶ

则基本保持不变，这将产生一个向上的非对称 Laplace 压差∆ܲ。在当液滴生长到一定尺寸时，

驱动力∆ܲ变得足够可以克服表面黏附力，从而使得被挤压的液滴主体从结构间隙中脱离。

为了定量证实上述受力分析，本文从液滴形貌中提取出了液滴头的曲率半径ܴଵ和动态

接触角ߠ，其随时间的变化趋势如图 3c 所示。在初始的孕育阶段，由拟合数据所得到的ܴଵ数

值（17.78 Å）近似等于ܴଶ的计算值（ /ܵ2cos (π − )，16.84 Å），但这一平衡在后期爆发生ߠ

长阶段中很快被打破。当液滴持续生长并从结构间隙中冒出时，ܴ ଵ随着液滴头的快速膨胀而

急剧增加，而ܴଶ在受到结构的限制作用下几乎保持不变。因此，上下界面曲率半径差的不断

增加导致不对称 Laplace 压差∆ܲ (∆ܲ = ଶܲ − ଵܲ ≈ 1)ߪ2 ܴଶ − 1 ܴଵ⁄⁄ )也持续增加。此外，从

ܴଵ和ߠ的变化趋势可以看出，液滴头的膨胀先后呈现固定接触线（CCL）和固定接触角（CCA）

模式。这是因为当液滴头刚从柱顶突出时，它的接触线因钉扎作用而被限制在柱顶边缘，因

此液滴的持续增长会促使动态接触角ߠ急剧增加而接触半径ܴୡ基本维持不变，这会提供一个



逐渐增强的去钉扎力ܨୈ = 2ܴୡߪ(cosߠ− cosߠ)。当ߠ增加到一个临界值，即前进接触角时，

朝着纵向和横向ߠ而移动接触线，这会导致液滴头以近似不变的接触角ܨୈ能够克服钉扎力ܨ

同时膨胀。

此外，为了研究液滴受限生长诱导自弹跳的动力学特性，本文从液滴轨迹中提取出了质

心高度 Z 和竖直速度ܷ。如图 3d 所示，可以发现 Z 和ܷ均先保持不变，然后以幂函数形式

随时间不断增加。这是因为在初始的孕育阶段，液滴尾受到钉扎作用而停滞在柱底，液滴主

体因此在持续的生长过程中不断被拉伸，当液滴头膨胀至一定尺寸并获得足够的 Laplace 压
差后，液滴主体连带液滴尾开始急剧回缩，所产生向上的动量会推动液滴运动。

图 3.（a）纳米方柱表面上孤立液滴横向受限型生长的不同模式：生长诱导自弹跳和去润湿

转变。（b）受限生长过程示意图，液滴先向上生长并受到挤压（孕育阶段），随后液滴头超

越柱顶并开始快速膨胀（爆发阶段）。（c）液滴头气液界面曲率半径ܴଵ和动态接触角ߠ随时间

的演化趋势。（d）液滴质心高度 Z 和竖直速度ܷ随时间的变化。插图展示了各阶段中液滴的

位置和形态。

2.3 表面结构属性的调控机制

图 4a 是上述液滴横向受限型生长三种模式（Wenzel，Cassie 和自弹跳）随表面结构拓

扑参数（无量纲柱间距ܵ∗ ( /ܹܵ )和柱高ܪ ∗ ܹ/ܪ) )）和润湿性（本征接触角ߠ）变化对应的

相图，该图可用于指导设计表面微纳结构来精准有效地控制液滴生长过程中的润湿状态。可

以看出，随着柱间距ܵ∗的减小、柱高ܪ ∗和本征接触角ߠ的增大，液滴会依次经历 Wenzel 态、

Cassie 态和跳跃态。由此可以推断，具有良好疏水性的致密纳米结构可以增强纳米液滴的移



动性，这归因于液滴变形所储存的过余表面能和固液界面处摩擦耗散之间的相互竞争，对此，

本文针对液滴的横向受限型生长开展了能量分析。

从能量守恒角度来看，变形液滴与体积相同的球状液滴相比具有更大的表面积。因此，

受到挤压的液滴中会储存多余的表面能，在其恢复到球形的过程中，所释放的过余表面能会

部分转变为动能。为了阐明受限液滴临界（最小）自弹跳尺寸与表面纳米结构属性之间的关

联，本文提出了相应的双阶段-能量模型来描述孤立液滴的受限生长过程，如图 4b 所示。模

型首先针对液滴在单元结构间隙内部的纵向生长阶段并着重考虑了前后阶段间的临界转变

时刻，此时变形液滴可近似为一个不完整的圆柱体，并且通过计算表面能ܧୗ变化可发现液滴

在此阶段中更偏向于纵向生长而不是横向膨胀，对应临界时刻的液滴半径ݎ୮可通过߲ܧୗ ⁄ݎ߲ =

0的条件数值求解得到，具体满足以下关系：

ୗܧ = ܣߪ − ୗ(1ܣߪ + cosߠ)
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在阶段二中，液滴头从表面结构中突出并开始膨胀，三相接触线因钉扎在方柱边缘而使

得液滴以固定接触线（CCL）模式进行生长，因此在膨胀阶段，液滴表观接触角ߠ可以由液

滴半径ܴ表示为ߠ= sinିଵ(ݎ୮/ܴ)，如图 4b 所示。假设液滴最终生长到一定尺寸并最终跳离了

表面，那么其动态行为满足能量守恒方程，即

Δܧୗ = ୩ܧ + ୟୢܧ ୦ + +୴୧ୱܧ ୡ୪ܧ （9）

其中，Δܧୗ, ,୩ܧ ୟୢܧ ୦, ୡ୪分别为释放的表面能、液滴动能、表面黏附功、内部流动和ܧ୴୧ୱ和ܧ

接触线移动所引起的能量耗散，并且满足以下关系[13]：

ୗܧ∆ = ܣ(Δߪ − Δܣୗcosߠ) （10）

Δܣ = ଶ(1ܴߨ2 − cosߠ) + −ߨ2) ܪ୮ݎ(ߙ4 − ܴߨ4
ଶ （11）

Δܣୗ = +݀ܪ8 ቂݎߨ୮
ଶ − 4(

ௗమ

ଶ
+ ୟ୰ୡ୦)ቃܣ （12）

ܣ =
ఈ

ଶ
ݎ
ଶ −

(ௌାௗ)ௗ

ଶ
（13）

ܴ = ߠ୮/sinݎ （14）
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ଶ
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ୟୢܧ ୦ = (1ߪ + cosߠ)Δܣୗ （16）
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将式(10)-(18)代入式(9)，能够得到给定拓扑结构(ܵ和ܪ)和润湿性(ߠ)的表面条件下，液

滴动能ܧ୩的数值。通过设定ܧ୩ ≥ 0，可以通过数值求解得出生长液滴发生自弹跳时的临界（最

小）半径ܴ୫和临界（最小）接触角ߠ୫。

图 4c 和 4d 分别展示了液滴发生自弹跳时的临界（最小）半径ܴ୫和接触角ߠ୫随表面结

构拓扑参数的变化趋势。结果表明ܴ୫和ߠ୫均会随着柱高ܪ的增加和柱间距ܵ的减小而减小，

也就是说，细长且密致的纳米方柱有利于液滴储存更多的过余表面能，从而促使变形拉伸的

液滴改变润湿状态或自发跳离表面，这一趋势与图 4a 中的模拟结果一致。

图 4. 液滴不同的生长模式及其能量分析：（a）受限型生长的三种模式（Wenzel，Cassie 和

自弹跳）与表面结构拓扑参数（无量纲柱间距ܵ∗ ( /ܹܵ )和柱高ܪ ∗ ܹ/ܪ) )）和润湿性（本征

接触角ߠ）相对应的变化相图。（b）液滴受限型生长的双阶段-能量分析模型以及液滴表观

接触角随液滴半径的变化关系。（c）生长液滴自弹跳时的临界（最小）半径ܴ୫和接触角ߠ୫

随表面结构柱间距 S 的变化趋势。（d）生长液滴自弹跳时的临界（最小）半径ܴ୫和接触角

୫随表面结构柱高ߠ H 的变化趋势。

3 结论

本文结合非平衡态分子动力学模拟和基于能量守恒模型的理论分析，研究了纳米尺度

凝结液滴在不同拓扑参数和润湿性的方柱阵列表面上的多种自驱动形态转变行为和迁移。研

究发现，凝结液滴生命周期的各个子阶段对液滴最终润湿形态具有级联效应。起初，归因于

较低的成核能垒，凝结核更倾向于在纳米结构间隙内部孕育产生；随后，其横向扩张受到方

柱侧壁面的物理限制而开始纵向生长，受到挤压的液滴在非对称的 Laplace 压差作用下可能

会发生状态转变（Wenzel-Cassie 去润湿转变和自弹跳）。所构建的能量模型显示，生长液滴

的最小自弹跳尺寸会随着柱间距的减小或者柱高的增加而减小，即细长且致密的结构会使得

液滴在挤压变形过程中储存更多的表面能，进而促进液滴的去润湿转变。以上工作将为纳米



结构表面的设计制备提供参考，以抑制凝结液滴的润湿态转变，进而提升弹跳冷凝模式的抗

失效性。
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摘要：利用环路热管的运行原理，在其绝热段添加了一个具有多孔通道的冷板部件，设计并制造了一

种不需要额外液体泵送功耗，并可以自驱动内部液体循环的冷板散热系统。通过实验的方法，成功使

该系统稳定运行，验证了所设计系统的可行性。添加多孔冷板的散热系统将原本环路热管系统的散热

能力提升了最高 40%左右。同时，探究了充液率等参数以及系统中各个部件的运行情况对系统性能的

影响，并最终提出了相应的优化方案。

关键词：环路热管；多孔介质；微通道冷板；自驱动

0 前言

随着电子器件的不断发展，根据摩尔定律的预测，电子器件的性能每过两年左右，

性能提升 1 倍，并且目前电子器件的性能提升速度已经远远超过摩尔定律的预测，其性

能的提升带来了功耗的升高的同时，对散热的能力也提出了更高的要求[1]。据统计，电

子器件失效的原因中，55%是由于温度过高引起的，运行温度每升高 10 ℃，其寿命会降

低约 50%[2]。因此，对于电子器件的热管理在整个设备运行过程中显得尤为重要[3]。目

前，对于电子器件的散热方式主要分为两种[4]，一种为被动式散热，主要依靠高导热部

件将热量从电子器件处带走，再进行散热，主要部件包括翅片[5][6]、热管[7][8]等。另一种

为主动式散热，主要通过施加额外功耗，强制流体对其进行散热，目前常用的主要方式

包括风冷、液冷[9]等方式。

液冷散热方式具有散热能力强、噪音低以及能耗低等优势，目前已经成为“双碳”

目标下的电子器件散热的新兴方式，冷板式液冷是目前成熟度最高，运用最为广泛的液

冷散热方式。由于微通道结构的表面积大，具有极强的散热效果，被认为是下一代最具

潜力的散热方式[10][11]，目前已经被应用于液冷系统的冷板结构优化中，而多孔介质作为

一种特殊的微通道结构，其内部流道结构复杂，相较于常规通道具有更大的表面积，能

够有效的强化通道内的对流换热过程[12]，但是其内部流动状态较为复杂，且制造困难成

本较高，因此其应用较少。但是微通道结构虽然能够显著的强化换热，但其内部流动压

降大，因此需要消耗大量的功耗驱动其内部流体流动换热。而环路热管作为一种特殊的

热管，其蒸发器内具有特殊的多孔介质作为毛细芯，可以依靠内部工质相变产生的毛细

驱动力实现工质的单向流动运行[13][14]，因此可以作为一种特殊的“毛细泵”，在吸收热

源热量的同时，驱动整个系统各个部件内的流体循环。

因此，本研究基于环路热管的运行原理，同时结合微通道及多孔介质在换热过程中

的优势，设计了一种可以依靠毛细力驱动且不需要额外的外部驱动力，并且具有多孔微

通道冷板的新型散热系统，并通过实验对其散热性能进行了表征。



1 实验系统搭建

1.1 实验段设计及制造

本文所研究的散热系统设计过程中，使用的原始环路热管为方形平板型环路热管，

其材质为 304 不锈钢，毛细芯的材质为烧结镍(Ni)粉，其具体参数如表 1 所示。冷板处

采用常规的底板加盖板的形式，底板为铜板并在表面通过蚀刻的方式加工长、宽、深分

别为 60 mm、10 mm 以及 0.2 mm 的凹槽作为布置多孔结构微通道的区域，其中进口段

为 10 mm 长，出口段为 10 mm 长，其余 40 mm 长度用于添加多孔泡沫铜材料。盖板为

聚碳酸酯(PC)材料，底板及盖板通过螺栓固定及密封，具体结构如图 1 所示。

表 1 环路热管具体参数

结构 名称 参数（单位） 结构 名称 参数（单位）

蒸发器
长/宽/高 80/75/9 (mm)

绝热段管路
长 160 (mm)

壁厚 0.5 (mm) 内/外径 2/3 (mm)

补偿器
长/宽/高 40/75/9 (mm)

液体段管路
长 900 (mm)

壁厚 0.5 (mm) 内/外径 2/3 (mm)

蒸汽段管路
长 300 (mm)

毛细芯

长/宽 80/70 (mm)

内/外径 2/3 (mm) 厚度 6 (mm)

冷凝段管路
长 800 (mm) 孔径 4 (μm)

内/外径 2/3 (mm) 孔隙率 60%

图 1 冷板结构示意图

按照如图 2 所示的方式将原始环路热管的绝热段打开，连接冷板，则该系统的运行

方式如下所述：首先，蒸发器处吸收热源热量，内部工质相变，蒸发器处压力升高，由

于毛细芯的毛细力存在，蒸汽不能穿过毛细芯进入补偿腔，会汇聚到蒸发器蒸汽出口处

并进入气体管路中，蒸汽流经冷凝管路被冷凝后，变为过冷的液体工质，进入并流经冷

板，带走冷板处的热量后又进入冷凝段，成为过冷液体进入液体管路并补充回补偿腔，

通过毛细芯的毛细力回到毛细芯内的气液界面处，重新被蒸发完成循环。该循环不需要

任何的外部驱动力，依靠内部工质的流动以及相变完成整个系统的散热过程。

图 2 系统设计及运行模式示意图

实验段搭建完成后，需对其进行抽真空和充液操作，首先使用 KYKY FJ-700 型分

子泵机组将实验段的真空度控制在 5×10-4 Pa 以下，然后充入 30 mL、40 mL 以及 50 mL



液体工质，对应充液率分别为 50%（低）、65%（中）以及 80%（高）左右。为了提高该

散热系统的设计在电子设备中使用的可靠性，使用 Noah-2100A 型的电子氟化液作为工

质，其具体的参数如表 2 所示。从表中可以看出，该种类型的电子氟化液具有低粘度、

低沸点、较大的表面张力以及较高的气化潜热，适合作为热管工质。

表 2 Noah-2100A 型电子氟化液部分参数

参数名称 值（单位） 参数名称 值（单位）

组分 全氟-4-甲基-2-戊烯 CAS 编号 2070-70-4
密度 1.601 (g/mL) 比热（25℃） 1.279 (J/(g∙℃))

气化潜热 93.22 (J/g) 导热系数（25℃） 0.535 (W/(m∙℃))

动力粘度（25℃） 0.379 (mm2/s) 表面张力 11.44 (mN/m)

1.2 实验台设计及搭建

散热系统性能测试实验台主要包括加热系统、冷却系统、数据采集系统以及实验段。

加热系统主要包括两部分，一是冷板处的热源，采用尺寸为 1 cm×1 cm 的陶瓷加热片并

使用 Faith FTP3000 型直流电源对其进行供电；另一部分是蒸发器处的热源采用 4 根加

热棒均匀布置于一块铜块内制成的加热块，其加热面的大小为4 cm×4 cm，使用HYB1760
型交流稳压电源对其进行供电。冷却系统采用冷凝块，散热系统的冷凝段管路插入冷凝

块中，冷凝块的内部通入 10 ℃的恒温水，为保证水量充足，实验中使用两台 LAUDA
WKL1000 型恒温制冷机组对冷却系统供应冷却水。

(a) 原始环路热管热电偶布置 (b) 新散热系统热电偶布置

图 3 热电偶布置示意图

图 4 实验台示意图及实物图

数据采集系统主要测量实验过程中散热系统各个部分的温度值，采用 T 型热电偶对

各个测温点的温度进行采集，环路热管原系统以及新散热系统的热电偶的布置如图 3 所

示。同时，为了测量环路内的流量数据，在 9 号和 10 号热电偶之间布置了管夹式超声

波流量计，这样布置可以保证流经流量计的流体为过冷的纯液体工质，防止气体工质对

流量计测量数据的影响。搭建完成了实验台如图 4 所示，所有的管路及蒸发器等金属壳

体均使用厚度为 1 cm 的保温棉包裹，以减少实验段向环境漏热的影响。



1.3 实验实施过程及不确定性分析

实验过程中，按照如下所述过程进行，首先要保证整个环路内部工质开始循环，因

此需要先对蒸发器处施加热负荷使蒸发器处有气体工质进入气体管路中，整个环路内工

质开始循环，然后对冷板处施加热负荷。实验过程中，为了保证实验的安全性并参考电

子器件的运行温度，系统最高温度确定为 120 ℃左右。

实验中各参数的不确定性主要来自于测量数据的误差，主要包括冷却水的温度偏差

为±0.5 ℃，热电偶的测温误差为±0.1 ℃，流量计的测量误差为±1 mL/min，给热源供电

的电源的负载稳压率为±0.5%。经计算，各个实验结果表征参数中最大误差不超过 5%。

2 实验结果及分析

2.1 散热系统运行性能表征

(a) 30mL 充液量系统运行曲线

(b) 40mL 充液量系统运行曲线

(c) 50mL 充液量系统运行曲线

图 5 散热系统运行过程中参数变化曲线

按照上文所述的方式对散热系统的性能进行了表征，运行过程的温度及流量变化曲

线如图 5 所示。从图中可以看到，对蒸发器施加热负荷后，随着蒸发器处温度升高，毛
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细芯内的液体工质蒸发，蒸发器内的压力升高，蒸汽进入气体管路，环路内的流量突升，

整个环路内的流体工质开始循环。整个散热系统中的蒸发器以及冷板均可以在相应热负

荷下保持温度恒定，并且在各个充液率下均可以稳定运行，验证了本文所设计的自驱动

冷板散热系统的可行性。

对比添加多孔冷板前后的系统在安全温度下能够达到的最大热负荷，结果如图 6 所

示，可以发现，在不同充液率下，添加冷板结构后，系统整体能够承受的热负荷均大于

原始环路热管系统，在高充液率条件下，系统整体能够承受的最高热负荷值最大，可以

达到 75W 左右，而在低充液率条件下，新系统相对于原环路热管系统所承受的最大热

负荷提升最大，是原系统的 1.5 倍左右。

图 6 添加多孔冷板前后系统的最大热负荷

同时，计算了原环路热管以及添加冷板后系统的各处热阻，其结果如图 7 所示，各

部分热阻计算公式如下所示，其中 R 为各处的热阻；Ф为各处的热负荷；TEva为蒸发器

处温度，其值为 T3、T4、T5 的平均值；TCP为冷板铜底板的温度，其值为 T11、T12、
T13 的平均值；TCond为原环路热管冷凝段的温度，其值为 T16；TCond1为第一段冷凝段的

出口温度，其值为 T9；TCond2为第二段冷凝段的出口温度，其值为 T16。

RLHP=
TEva-TCond

Ф
(1)

REva=
TEva-TCond2

ФEva
(2)

RCP=
TCP-TCond1

ФCP
(3)

(a) 30 mL (b) 40 mL (c) 50 mL

图 7 各个充液率下添加冷板前后系统各部分运行热阻
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从图中可以看到，添加了冷板结构之后的蒸发器热阻相较于原始环路热管热阻有所

升高，并且冷板处的热阻高于蒸发器处热阻，因此判断，对于所设计的新型散热系统来

说，应将重点聚焦于冷板处的优化，使其热阻降低。

2.2 蒸发器与冷板的互相影响规律探究

2.2.1 添加冷板对蒸发器运行的影响

首先，本文对比了添加具有多孔微通道结构的冷板前后（Within、Without）的系统

内流量及蒸发器温度变化，如图 8 所示，从图中可以明显看到，在添加了冷板之后，系

统蒸发器在相同热负荷的工况下，稳定运行温度上升且系统内的循环流量下降。在环路

热管理论中，毛细芯的毛细驱动力需要克服工质在管路内的流动阻力，环路热管才能正

常运行，因此判断具有多孔微通道的冷板的加入对于原环路热管系统来说，增加了工质

在管路内的流动阻力，蒸发器内产生的气体工质进入管路内开始循环的阻力变大，因此

造成了系统内循环流量的降低，工质相变速率变低，换热效果下降，蒸发器工作温度上

升，这也解释了图 7 中冷板的加入导致了蒸发器处热阻的升高。

(a) 蒸发器温度对比 (b) 环路内循环流量对比

图 8 添加冷板前后蒸发器温度及循环流量变化

(a) 挤压前 (b) 挤压后

图 8 多孔泡沫铜挤压前后内部形貌(放大 50 倍)

运行性能测试实验后，将冷板内的多孔介质泡沫铜取出，对其参数进行测量。原泡

沫铜原料为 2 mm 厚，孔隙率为 98%左右，孔径为 130 ppi。经测量，冷板内的泡沫铜经

过填充并且挤压后，其厚度为 0.25 mm，孔隙率减少为 37.4%。其原始状态及挤压后状

态如图 9 所示。通过对比挤压前后的多孔泡沫铜，可以明显看到挤压后的孔隙更密，并

且孔隙率测得数据显示，挤压后的泡沫铜孔隙率过低，因此判断整个冷板内流动区域内
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的空间太小，因此内部流阻过大，从而导致整个系统的循环流量降低。

从而判断多孔微通道冷板的加入增加了内部流体循环的阻力，使封闭环路内的循环

流量降低，导致流体工质在蒸发器和冷凝器处的吸放热量减少，从而使蒸发器处的运行

温度升高。

2.2.2 冷板处运行状态和蒸发器处运行状态的互相影响

从图 5 中可以看到，各个充液率下，蒸发器在各个功率下，稳定运行的状态下，系

统内的循环流量处于相对平稳的状态。并且从图 8(b)中可以得到，随着蒸发器处功率的

升高，整个系统内的循环流量会先增大，然后维持在一个较为稳定的值。以此判断蒸发

器处的运行状态决定了整个系统内的初始条件。为了研究蒸发器和冷板处的运行状态之

间的互相影响规律，在实验过程中，首先在蒸发器处施加固定热负荷，使系统内工质循

环，然后在冷板处施加热负荷，对比冷板处的温度变化，其结果如图 9 所示。

(a) 充液量 30 mL (b) 充液量 40 mL (c) 充液量 50 mL

图 9 蒸发器运行功率对冷板运行温度影响

从图中可以发现，蒸发器处的热负荷会对冷板处的运行温度产生较大影响。对于 30
mL 充液量，系统中蒸发器的热负荷为 10 W 的情况下，冷板处运行温度较低；而对于

40 mL 及 50 mL 充液量的系统，蒸发器处热负荷分别为 30 W 及 50 W 的工况下，冷板

处运行温度低。针对这种情况的产生原因，主要分析了冷板运行过程中，流态的变化以

及系统内的循环流量的影响。冷板内的换热主要依靠两种方式，一种是由于内部流体流

过，通过强制对流换热的形式带走热量，另一种是冷板流道内工质沸腾，工质相变吸收

热量并将热量带走。这两种换热方式对不同充液量以及不同蒸发器热负荷下，对于冷板

的影响程度不同。

图 10 展现了冷板处升功率运行过程中，系统内的循环流量以及蒸发器和冷板内工

质沸腾温度，以循环流量的大小判断上述强制对流换热的强度，同时，以冷板内液体工

质开始沸腾的温度表征上述换热过程中相变换热的强度。在冷板内工质沸腾前，强制对

流换热的强度只由流量这一个参数决定，因此流量大的情况下，冷板处运行温度低。当

冷板内的液体工质开始相变时，首先明显可以看到系统内的循环流量出现明显的下降，

从图 5 中明显可以看到蒸发器温度会由于冷板流道内工质沸腾引起的流量下降而出现

上升的趋势。此时冷板内的换热主要由两种方式共同完成，蒸发器处的热负荷小且充液

量低时（如 30 mL 充液量下，蒸发器热负荷为 10W 时），由于蒸发器处温度低，整个系

统内压力低，因此冷板流道内的液体工质能在较低温度下由单相的对流换热过渡为两相

的流动沸腾换热，同时又由于此时的系统内循环流量较低，单相对流换热强度低，此时

工质相变吸热占主导，因此冷板处的运行温度低。而对于蒸发器热负荷大且充液量高时

（如 50 mL 充液量下，蒸发器热负荷为 50W 时），其系统内的循环流量高，因此单相强
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制对流换热方式仍然占主导，其冷板工作温度在内部工质沸腾前后均较低。

(a) 充液量 30 mL

(b) 充液量 40 mL

(c) 充液量 50 mL

图 10 冷板运行过程中内部流量及开始沸腾的温度

综上所述，冷板的加入给原系统带来了更大的阻力，因此需要在考虑提升冷板传热

能力的同时，减少内部流道的流动阻力，获得更高的循环流量以提升对流换热的效果。

2.3 充液率对系统性能影响

借鉴环路热管的性能表征方法，以系统内循环流量的突升作为系统启动的标志，以

当前的时间和蒸发器温度作为系统的启动时间和启动温度，其结果如图 11(a)所示。同

时，对比了不同充液率下的蒸发器在各个功率下的稳定运行温度，其结果如图 11(b)所
示。从图中可以看到，系统的启动时间和启动温度会随着充液率的升高而增大，并且低

热负荷下，低充液率的系统蒸发器温度低，随着热负荷的升高，高充液率系统的蒸发器

温度变为最低，这符合传统环路热管的运行规律。因此，本文认为对于系统蒸发器及毛

细芯处的优化，仍然可以借鉴环路热管的优化方式，如双孔径毛细芯设计以提升毛细驱

动力，降低毛细芯导热系数以减少热泄露等，使蒸发器处的性能提升，以取得更高的系
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统内循环流量和更大的毛细驱动力。

(a) 启动时间及启动温度 (b) 蒸发器运行温度

图 11 充液率对蒸发器运行性能的影响

(a) 系统循环流量 (b) 冷板运行温度

图 12 充液率对系统内循环流量及冷板温度的影响

充液率对于冷板处的运行影响主要体现在对系统内循环流量的影响。图 12 对比了

蒸发器在各个充液率的最高热负荷下，系统内的循环流量及冷板处的运行温度。从图中

可以看到，随着充液率的升高，蒸发器处的运行功率较高，系统可以达到较高的循环流

量，因此较高充液率下冷板的运行温度较低。但同时，较高的充液率会导致启动时间长

和启动温度高的问题，并且在蒸发器低功率下，内部的循环流量较低，因此需要依据使

用场景选择合适的充液率，以使系统达到最佳的散热性能。

3 结论

本文的研究基于传统环路热管的理论基础，利用环路热管内的工质单向循环过程，

将环路结构进行改造，在绝热段增加了一个冷板结构。为了提高冷板部分的散热能力，

采用多孔泡沫铜填充微通道的结构作为冷板内的流道。新的散热系统不需要任何外部的

驱动力驱动内部流体流动并进行散热，本文通过实验的方式，对所设计的散热系统的可

行性以及性能进行了表征，并对优化方向和方式进行了初步的探究。主要结论如下所述：

(1) 所设计系统能够正常启动并稳定运行，系统最大热负荷相较于原环路热管最大

提升了 50%左右，系统最高热负荷为 75W 左右，冷板处最高热负荷为 25W 左右。

(2) 由于多孔微通道冷板内的流动阻力较大，系统内的循环流量相较于原环路热管

下降，并且蒸发器处运行温度升高。同时，内部循环流量的降低也导致了冷板处的换热

能力下降，因此对于冷板处的设计，应同时考虑减小内部流动阻力的同时，强化换热，

以取得最佳的换热效果。

(3) 蒸发器处的运行状态会影响系统内的循环流量及压力，进一步影响冷板处的单
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相对流换热以及沸腾相变换热强度。冷板内由单相流动转为流动沸腾状态后会使内部流

动阻力升高，使系统各部分的运行温度上升。

(4) 充液率对于系统的影响与环路热管中的影响规律类似，较高的充液率能够承受

更高的热负荷，从而使系统内的循环流量更大，使冷板处的换热能力更强，表现为更高

的热负荷和更低的运行温度。但较高的充液率也会导致系统启动时间变长和启动温度变

高，因此对于蒸发器处，应采用常用的毛细芯优化方式，如双孔径毛细芯设计以及导热

系数复合毛细芯设计，以增大毛细驱动力，减少热泄露。
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摘要：聚光式光伏/热系统是同时通过电力和热能获取太阳能的有效方式之一，其研究的主要重点是在保持

光伏组件的高电效率的同时，最大限度地提高热能输出。本研究以相变微胶囊悬浮液作为冷却介质，对聚

光式光伏/热模型进行了数值分析。研究不同因素对系统性能的影响特性，包括聚光器的聚光比、流体进口

速度、相变微胶囊悬浮液体积分数、熔点和潜热等。研究结果表明，通过使用相变微胶囊悬浮液，聚光式

光伏/热系统的性能可得到明显改善。当相变微胶囊悬浮液的体积分数达到 0.15 时（进口速度为 0.8 m/s），

相较于水作为传热流体聚光式光伏/热系统的热效率和电效率可以分别提高 5.98%和 1.26%。同时，体积分

数的选择需要平衡光伏板冷却和管道压降两方面。而熔点和潜热的选择则需要确保相变微胶囊在管道内流

动时尽可能发生完整相变，否则其潜热就无法被充分利用，导致整体性能下降。

关键词：聚光式光伏/热，相变微胶囊悬浮液，热效率，电效率

0 前言

近二十年来，随着人口的增长和人民生活水平的提高，全球各领域的能源消耗不断扩大。

传统化石能源的大规模应用，导致污染和全球变暖问题日益严重，严重阻碍了经济的持续健

康发展。研究人员一直在坚持不懈地探索可再生能源，以改善能源供应结构，缓解快速能源

消耗的压力。作为最有前途的可再生能源之一，太阳能因其丰富的资源和环境友好性，在过

去几十年中引起了广泛的关注[1-3]。光伏发电是利用太阳能的常见方式之一。但目前落在光

伏电池上的太阳辐射只有约 20%可以转化为电能，其余的都以废热形式散失。为了改善太阳

能的利用，提高系统效率，研究人员提出在光伏/热集热器的基础上添加光学元件（如菲涅

尔透镜[4]、复合抛物面聚光器[5]、V 型槽聚光器[6]等），形成聚光式光伏/热系统。相较于平板

式光伏/热系统，聚光式光伏/热系统大大增加了入射的太阳辐射量，节约成本的同时也增加

了系统的热能输出[7-8]。然而，整体温度的提升会对光伏组件的寿命和工作效率造成损害。

将聚光式光伏组件温度限制在可接受的工作温度范围内是目前的研究重点之一[9-12]。

相较于传统冷却流体，相变材料可以在几乎恒定的温度下通过相变吸收或释放大量的热

量。这项技术已被广泛用于冷却电子元件、建筑物和其它[13-15]。通过结合相变材料和聚光式

光伏/热，光伏组件可以在冷却时储存热能。Mohamed 等[16]设计了创新的相变材料集成的聚

光光伏模块。仿真结果显示，与传统的聚光光伏系统相比，拟议的三层封装设计将光伏电池

的平均温度降低了 16 ℃，同时将系统的电效率和热效率分别提高了 21.3%和 5.29%。Nasef
等[17]使用相变材料和纳米流体的组合来冷却聚光光伏/热集热器。根据建模结果，使用相变

材料和纳米流体使聚光光伏组件的输出提高了2.7%。然而常见的固-液相变材料的固有缺陷，

如易泄露和与周围材料不相容性等，限制了它进一步推广应用。为此，研究人员提出对相变

材料进行微胶囊化，制备成相变微胶囊悬浮液。作为一种高性能的传热流体，相变微胶囊悬

浮液的表观热导率和有效比热容都被大大提升[18]。目前，相变微胶囊悬浮液已被用于冷却平
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板光伏/热集热器[19-21]。Yu 等[22]研究了相变微胶囊体积分数和熔融温度对光伏/热系统效率

的影响。 他们得出结论， 体积分数的增加对系统的能量效率和㶲效率是有利的。 而改变熔化

温度则需要在能量和㶲效率之间进行权衡。 Liu 等[23]比较了相变微胶囊悬浮液冷却的聚光式

光伏/热集热器和水冷聚光式光伏/热集热器的性能。模拟结果肯定了相变微胶囊悬浮液对系

统综合效率的意义。

然而，很少有文献将相变微胶囊悬浮液用于聚光式光伏/热系统的冷却，并对其重要影

响因素（即体积分数、熔点和潜热）进行全面的分析与讨论。因此本文在构建了一个基于复

合抛物面聚光器的聚光式光伏/热系统的三维模型的基础上，分析和评估通过在管道使用相

变微胶囊悬浮液作为冷却剂来提高聚光式光伏/热系统整体性能的可行性和有效性。研究首

先分析了聚光器聚光比和进口流速的影响，确定了使系统综合性能达到最高的运行参数。随

后，对相变微胶囊悬浮液的体积分数、熔点和潜热进行了研究，以达到强化系统传热的目的。

研究结果可以为聚光式光伏/热集热器的优化配置设计和性能提升的机制理解提供一定程度

上的有益指导。

1 系统装置与原理

1.1 物理模型

本文中使用的聚光式光伏/热几何模型示意图如图 1 所示。从上至下依次为玻璃盖板,
气隙, EVA-a，光伏电池, EVA-b, 吸热板和十根均匀分布的直管。EVA 层可以起到保护太阳

能电池，防止紫外线辐射和潮湿的作用[24]。相变微胶囊悬浮液流经管道时吸收来自于光伏组

件产生的多余热量，随后用于热利用。由于模型对称，同时为了节省时间和资源，只取了整

个模型的 1/2 作为计算域。表 1 中详细列出了研究中所用的相变微胶囊的重要物性参数。

图 1 系统结构示意图

表 1 相变微胶囊的物性参数

颗粒直径

mߤ

密度

[kg/m3]

比热

[J/(kg·K)]

热导率

[W/(m·K)]

熔点

[K]

相变焓

[kJ/kg]

MPCM 10 946.4 1973.1 0.749 310.1 - 311.3 192.66

1.2 数学模型

为了对本模型进行数值计算，做出了如下假设：

（1） 热损失只在玻璃盖板处发生，其余边界条件（即管子底部和模块的侧壁）均被认为

绝热；

（2） 入射的太阳辐射垂直于光伏组件表面[25]；

（3） 各固体层之间认为是完美的热接触，即忽略层与层之间粘合材料的厚度；

（4） 模型中使用的水和相变流体被视为充分发展的不可压缩牛顿流体；

（5） 相变微胶囊悬浮液在管内流动时，其颗粒的分布可认为是均匀一致的，并且忽略颗

粒的沉降对于悬浮液物性的影响；

基于上述假设，研究中用到的质量、动量、能量方程分别为，

质量守恒方程：

玻璃盖板

管道

EVA-a
光伏电池

EVA-b
吸热板

气隙



ߘ ⋅ ൫ߩܸሬ⃗൯= 0 (1)

动量守恒方程：

ߘ ⋅ ൫ߩܸ 
ሬሬሬܸ⃗ሬ⃗

൯= +ሬ⃗ܲߘ− ߘ൫ߤ
ଶሬܸ⃗

൯− ݃Ԧߩ (2)

能量守恒方程：

ቆ(1 − ߱)൫ܥߩ൯
+ ߱൫ܥߩ൯୮୭୰୭୳ୱ

ቇ
߲ܶ

ݐ߲
= ݇ୣ ߘ

ଶܶ (3)

在公式 (1)、(2) 和 (3) 中，ߩ、ሬܸ⃗、 ሬ⃗ܲ和 T 分别指密度、速度、压力和温度。下标 f 指

流体（水或 MPCM 悬浮液）。μ、ω 和 Cp 分别为流体粘度、多孔介质的孔隙度和比热容。

keff 为有效导热系数，由公式 (4) 计算得出。

݇ୣ = (1 − ߱) ݇+ ߱ ୮݇୭୰୭୳ୱ (4)

本研究中涉及到的相变微胶囊悬浮液由正二十烷@聚乙烯微胶囊和水制成，其中，颗粒

的特性已列于表 1 中。基于假设 (6)，相变微胶囊悬浮液的特性由下述方程计算得出。

根据质量平衡，相变微胶囊悬浮液的密度表示为，

ୱߩ = (1 − ߮)ߩ୵ + ߮ߩ୫ ୮ୡ୫ (5)

其中߮指的是相变微胶囊悬浮液的体积分数。下标 s 和 w 分别代指相变微胶囊悬浮液和

水。

相变微胶囊悬浮液的静态热导率由 Maxwell 模型推导而得[26]，

ୱ݇ = ୵݇

2 +
୫݇ ୮ୡ୫

୵݇
+ 2߮ ൬

୫݇ ୮ୡ୫

୵݇
− 1൰

2 +
୫݇ ୮ୡ୫

୵݇
− ߮ ൬

୫݇ ୮ୡ୫

୵݇
− 1൰

(6)

考虑到颗粒、基液与壁面之间的相互作用，常用公式 (7) 表示相变微胶囊悬浮液的有效

热导率，

݇= ୱ݇, ୣ= ୱ݇൫1 + 3߮Pe୮
ଵ.ହ൯ (7)

相变微胶囊悬浮液的比热容通过公式（8）计算得出[27]，

(ܶ)ܥ =

⎩
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其中，L 代表相变微胶囊的潜热，ΔT 是相变持续温度区间。

相变微胶囊悬浮液的粘度通常由公式（9）描述，该公式已被验证适用于体积分数高达

20%的相变微胶囊悬浮液中[28]。

ߤ
s

ߤ
f

= (1 − ߮ − 1.16߮
2)−2.5 (9)

最后，为了描述聚光式光伏/热系统的整体性能，系统的热效率、电效率以及总效率被

定义为[30-31]，

୲୦ߟ =
݉ሶ⋅ ∫ ,ୱ(ܶ)்݀ܶ౫౪ܥ

்

ܴܥܣୱ୳୬ܩ
(10)
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ܴܥܣୱ୳୬ܩ
(11)

୭ߟ = ୲୦ߟ + ߟୣ ୪ୣ ୡ (12)



在公式 (12) 和 (13) 中，݉ሶ、Tout 和 Tin 分别为传热流体的质量流量、入口温度和出口

温度。Gsun、A、CR 和ߟ୳୫ ୮分别是太阳入射辐射、接收器面积、浓度比和泵效率（ߟ୳୫ ୮ =
0.8）。Eelec代表太阳能电池的输出功率，由公式 (13) 计算得出，

ܧ ୪ୣୣ ୡ = ܩ ⋅ ୰ୣߟ ൫1 − ୰ୣߚ ⋅ ( ܶ − ୰ܶୣ )൯⋅ ܨ (13)

其中，ߟ୰ୣ  = ୰ୣߚ，15%  = 0.0045 K-1、Tref = 298.15 K 和 F = 0.9 分别为参考电池效率、参

考温度系数、参考温度和填充因子。

1.3 模型验证与网格无关性测试

为了实现有效的多物理场仿真，计算流体动力软件 FLUENT 被用来求解上述质量、动

量和能量方程。本文中的模型采用了基于压力的求解器，压力和速度耦合采用 Coupled 方案。

压力修正方案采用“PRESTO!”格式。选择“二阶上风”方案对对流、扩散和辐射项进行离

散。连续性和动量方程解的收敛残差为 1e-4，能量和 DO 方程解的收敛残差为 1e-7。本研究

使用了 Discrete Ordinates 辐射模型求解辐射传输项。通过建立 Mixture 模型来模拟冷却管内

相 CR 变微胶囊悬浮液的流动，并在模拟过程中忽略了颗粒与基液之间的滑移速度。复合抛

物面聚光器的内部被定义为理想空气（α = 0），因此整个太阳辐射都集中在光伏组件上。顶

部玻璃盖板的热损失主要由对流与辐射引起，对流传热系数和天空温度分别计算为[32-33]，

ℎୡ୭୬୴ = 5.7 + 3.8ܷ୵ ୧୬ୢ (14)

ୱܶ୩୷ = 0.0522 ୟܶ୫ ୠ
ଵ.ହ (15)

其中 Uwind 和 Tamb 分别为风速和环境温度。

为了进一步验证模拟中提出的数值方法，我们与现有的实验数据进行了比较。首先，图

2（a）比较了本模型与 Yousef 等人[34]在 9：00 到 15：00 的时间段内系统的出口水温和光伏

板温度的实验数据。实验使用的模型尺寸为 0.35 m × 0.245 m，聚光比为 2.4.其入射的太阳

辐射随时间变化，在 628 – 955 W/m2 之间变化。实验以水作为冷却工质，总进口质量流量为

0.11 kg/s。整体上来说，模拟结果与实验结果趋势符合良好。误差产生的原因可能是在模拟

中，除玻璃盖板顶部热损失，其余侧面均假设为绝热边界条件，因此最终获得的温度会略高

于实验结果。还分别从传热和流动两个方面对相变微胶囊悬浮液进行了验证。相变微胶囊悬

浮液沿流动方向的温度分布的模拟结果与 Yasushi 等[35]的实验结果对比如图 2（b） 所示。

(a) Tout 和 TPV 的验证 (b) 相变微胶囊悬浮液沿流动方向上温度分布的验证



(c) 相变微胶囊悬浮液沿管道压降变化的验证

图 2 模拟结果与实验结果的验证

颗粒平均直径为 6.3 μm，体积分数为 0.12 的相变微胶囊悬浮液流过长 8.0 m、内径 10.1
mm 的水平管道。管壁施加恒定热流 Q = 5.0 kW。 图 2（c）显示了悬浮液的压降（ΔP）随

速度的变化。在 Chen 等[36]的实验中，相微胶囊悬浮液（Dpa = 8.2 μm，߮௪ = 15.8 wt%）在

长为 1.46 m 和内径为 4.0 mm 的管内流动。可以看到相变微胶囊悬浮液在管内的温度和压降

与文献[35-36]中提供的实验数据有很好的一致性，进一步证明了数值模型的可靠性。

为了更好地平衡计算成本和计算精度，以相变微胶囊悬浮液的流速为 0.4 m/s 的聚光式

光伏/热系统为例，对五组不同的网格（22230840，2426526，2824400，3289452，3697720）
进行了网格独立性测试，结果如图 3 所示。综合考虑后，2824400 是最合适的网格数。

图 3 网格无关性测试

2 结果与讨论

在保证当前模型的准确性和可靠性的基础上，本节将全面分析和讨论复合抛物面聚光器

聚光比、进口流量、相变微胶囊的体积分数、熔点和潜热等参数对聚光式光伏/热系统热性

能和电性能的影响。典型工况为: Tin = 310 K, Gsun = 1100 W/m2, Tamb = 303.15 K, Uwind = 1 m/s。
2.1 复合抛物面聚光器聚光比和流体进口速度的影响

考虑到聚光器实际占地空间的限制，以及复合抛物面聚光器实际可以到的太阳辐射的范

围，本文研究的聚光比在 2.4 - 12 之间。流体进口速度为 0.1 - 2m/s，涵盖了从层流到湍流的

变化。图 4(a)和(b)分别显示了不同聚光比和流速下系统热效率和电效率的变化。很明显，

随着聚光比的增加，光伏组件接收到的太阳辐射也随之显著增加，系统热效率也因整体温度

的大幅提升而增加。例如，在 1 m/s 的进口流速下，当聚光比从 2.4 增加至 12 时，热效率从



60.65%增加到了 66.03%。然而，通过公式 (13) 可以看到，光伏组件的温度与其电效率呈负

相关关系，因此这种温升同时也导致了光伏板电效率的下降。同样是 Uin = 1 m/s，聚光比从

2.4 增加至 12 时，系统的电效率却从 10.30%降至了 7.33%。

(a) 热效率 (b) 电效率

图 4 系统热性能和电性能随聚光比和进口流速的变化

随着流速的增加，系统热效率和电效率先呈现增加趋势，尤其是当流体状态从层流转变

为湍流时，效率有了明显提升。然而，随着流速继续增加，系统的热效率和电效率均在不同

流速下开始呈现下降趋势。这是因为，首先，流速的增加代表着流体在相同时间内带走了更

多的热量，因此系统的热效率和电效率都得以提升。然而，流速的增加不可避免会使管内流

体整体温度下降，从而导致相变微胶囊的相变起始点延后，在部分情况下，相变流体甚至没

有完成完整相变过程就从管内流出。因此此时，即在高流速下，流速继续增加反而不利于热

效率的提升。另一方面，当管道内压降增加的不利影响大于光伏板温度降低带来的有利影响

时，系统电效率就出现了下降。值得一提的是，观察图 4（a）和（b）可以看到，系统最佳

热效率和电效率对应的流速均随聚光比的增加而后移。当聚光比为 2.4 时，最佳热效率和电

效率对应的流速分别为 0.5 m/s 和 0.7 m/s。当聚光比为 12 时，最佳热效率和电效率对应的

流速都增大至了 1.5m/s。由于当 CR=7.2 时，系统的综合效率达到了最高（ߟ୭=72.23%），在

后续的讨论中，复合抛物面聚光器的聚光比均被固定为 7.2。
2.2 相变微胶囊悬浮液体积分数的影响

Charunyakorn 等在研究中指出，当相变微胶囊悬浮液的体积分数大于 0.20 时，流体会

体现出非牛顿流体的性质，其流变行为未知[37]，因此，本研究中考虑的体积分数为 0.05 - 0.20
之间。图 5（a）和图 6（a）分别给出了层流与湍流状态下系统热效率和电效率随相变微胶

囊悬浮液体积分数的变化（߮= 0 即代表流体为水）。可以观察到，首先，在高流速时（0.8
m/s），当相变微胶囊悬浮液体积分数相同时，系统的热效率对比低流速（0.1 m/s）分别提升

了 1.92%、5.27%、6.19%和 5.08%，其电效率分别提升了 46.74%、45.54%、44.28%和 42.00%。

当与纯水作为传热流体相比时，根据相变微胶囊悬浮液体积浓度的不同（0.05 - 0.20），其热

效率和电效率分别可以提升 0.64% - 7.15%和 0.80% - 5.45%。
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(a) 系统电效率和热效率 (b) 压降、流体出口温度和光伏板温度

图 5 层流状态下系统电性能和热性能随流体体积分数的变化

不论是层流还是湍流状态，由于随着体积分数的增加，相变微胶囊悬浮液的整体比热容

增加，流体流经管道时吸收的热量增加，因此系统热效率也随着增加，层流状态下系统电性

能的表现也是如此。然而，对于湍流状态下的电效率，情况则有所不同。根据公式（9），相

变微胶囊悬浮液的粘度与其体积分数密切相关。当体积分数过高，管内压降大幅增加。观察

图 6（a）可以看到，当相变微胶囊悬浮液的体积分数从 0.15 增加到 0.20 时，电效率反而从

8.83%下降至 8.79%，光伏板温度相较于前者增加了 0.36 K。这是因为，一方面，观察图 6
（b）中流体出口温度的变化趋势可以发现，在湍流状态下，体积分数为 0.10 - 0.20 的悬浮

液均不能在管道内发生完整相变。而随着体积分数的增加，凝固状态下的相变微胶囊悬浮液

的比热会降低（因为相变微胶囊在凝固状态下的比热低于水的比热）。因此此时的悬浮液并

不能很好的吸收来自光伏组件的热量。另一方面，对比图 5（b）和图 6（b）中的光伏板温

度变化曲线可以发现，在高流速下，光伏板温度下降幅度受体积分数影响较小，因此此时压

降增大对电效率带来的负面影响逐渐增大。电效率随体积分数增加的变化幅度逐渐变小。因

此，在后续研究中相变微胶囊悬浮液的浓度被选定为 0.15。

(a) 系统电效率和热效率 (b) 压降、流体出口温度和光伏板温度

图 6 湍流状态下系统电性能和热性能随流体体积分数的变化

2.3 相变微胶囊悬浮液熔点和潜热的影响

潜热和熔化温度对于相变微胶囊来说是两个非常重要的参数。为了确定它们对于聚光式
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光伏/热系统性能的影响，本研究分别选取了 308.7 K，309.7 K，310.7 K，311.7 K，312.7 K
五种熔化温度和 152.66 kJ/kg，192.66 kJ/kg，232.66 kJ/kg 三种潜热。图 7（a）-（f）显示了

不同熔点和潜热对于系统性能的影响。

如图 7（a）和（b）所示，不管是层流还是湍流状态，当潜热固定，随着熔融温度的增

加，流体出口温度和光伏板温度均呈现先减后增的趋势。Tm = 310.7 K 的悬浮液对于光伏组

件的冷却作用最为明显。究其原因，首先，由于本研究中采用的进口温度是 310 K，熔化温

度为 308.7 K 和 309.7 K 的悬浮液在入口时已经处于完成相变或正在熔融的状态，潜热无法

被充分利用。因此这两种熔融温度的悬浮液的热效率和电效率都比较低。而相变微胶囊悬浮

液熔融温度的增加，会使得整个系统在一个相对较高的温度下发生相变，导致流体出口温度

和光伏板温度随着悬浮液熔融温度的增加而增加。因此，熔融温度较高时，系统的热效率和

电效率反而可能会下降。例如湍流状态下，当熔融温度从 311.7 K 增加至 312.7 K 时，系统

的热效率和电效率分别会下降 1.15% - 2.09%和 0.37% - 0.49%。

观察图 7（a）-（f）中潜热对于系统性能的影响可以发现，潜热的增加意味着相同流速

下悬浮液可以吸收更多的热量，因此光伏板温度和流体出口温度都呈现下降趋势。图 7（b）
和（e）显示，层流状态下，系统的热效率和电效率都随着潜热的增加而增加，其中最大热

效率和电效率分别达到了 62.57%和 6.17%。湍流状态下，其电效率也是一样的变化趋势。当

悬浮液潜热从 152.66 kJ/kg 增加至 232.66 kJ/kg 时，相同悬浮液熔点下的系统电效率最多可

提高 0.16%。然而由于在高流速下，熔融温度较高的悬浮液在流出管道时均处于相变熔融过

程中，没能够完全吸收潜热，冷却效果自然也受到了影响。观察图 7（b）也可以看到，此

时潜热的增加对于流体出口温度的影响相对较小。因此在这一情况下，随着潜热的增加，热

效率反而降低。综合来看，对于相变微胶囊悬浮液潜热和熔点的选择，需要根据系统的实际

操作条件，保证相变微胶囊可以在冷却过程中发生完整相变的前提下提高颗粒的潜热。

(a) 层流状态下 Tout 和 TPV 的变化 (d) 湍流状态下 Tout 和 TPV 的变化
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(b) 层流状态下热效率的变化 (e) 湍流状态下热效率的变化

(c) 层流状态下电效率的变化 (f) 湍流状态下电效率的变化

图 7 系统热性能和电性能随相变微胶囊熔点和潜热的变化

3 结论

本文对于基于相变微胶囊悬浮液冷却的聚光式光伏/热系统进行了数值研究，并讨论了

系统的聚光比、入口速度、相变微胶囊悬浮液的体积分数、熔点和潜热等因素对于系统性能

的影响。得到的主要结论为：

（1）增大聚光式光伏/热系统的聚光比会使系统整体温度增加，这对热性能来说是有利

的，然而光伏板温度的增加不可避免地导致系统电效率的下降。例如，当聚光比从 2.4 增加

至 12 时，系统的热效率增加了 8.35%，而电效率却下降了 68.25%。

（2）在固定聚光比下，无论是系统电效率和热效率，都存在一个最佳流速。因为电效

率的最佳流速取决于光伏电池温度和压降的平衡，而热效率的最佳流速取决于相变微胶囊能

否在管内完成完整相变过程。随着聚光比的增加，系统电效率和热效率对应的最佳流速也随

之增加。

（3）使用相变微胶囊悬浮液作为聚光式光伏/热系统的传热流体能够有效提升系统性能。

以进口速度为 0.8 m/s，体积分数为 0.15 的相变微胶囊悬浮液为例，其热效率和电效率相比

纯水分别可以提升 5.64%和 1.26%。低流速下体积分数的增大能够有效提升系统的热性能和

电性能。然而当流体转变为湍流状态，因流体粘度过大，体积分数增大到一定比例时反而会

导致系统电效率下降。

（4）潜热的增加意味着相同流速下流体能够吸收更多的热量。相变微胶囊最佳熔融温

度很大程度上取决于流体进口温度。熔点低于流体进口温度，潜热无法被充分利用；熔点高

于流体进口温度，会导致流体相变起始点靠后，系统整体温度升高。总体而言，对于相变微

胶囊悬浮液潜热和熔点的选择，需要根据系统的实际操作条件，在保证相变微胶囊可以在冷

却过程中发生完整相变的前提下尽可能提高颗粒的潜热。
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摘要：本文分别以去离子水、不同浓度乙醇-水溶液为工质，进行了相变腔内的相变换热实验，结合定

量数据及可视化图像对相变腔内沸腾-凝结共存特性进行分析和讨论，重点研究不同工质的传热能力、

启动特性，以及热流密度、充液率对凝结过程及相变腔传热过程的影响。实验结果证实充液率及热流

密度对冷凝面凝结液回流及相变腔传热性能有重要影响；去离子水的传热性能优于其他三种不同浓度

的乙醇-水溶液，而以乙醇-水溶液为工质的相变腔启动特性要优于去离子水。

关键词：可视化；沸腾-凝结共存；启动特性；凝结液回流

0 前言

研究表明，电子芯片温度每上升 10℃，其可靠性就会降低一半，因此散热降温是延

长电子元器件寿命的有效方式[1-2]，随着电子设备向着小型化、集成化发展，风冷、液冷

等传统冷却手段已无法满足其日益增长的散热需求。平板热管是一种高效的传热元件，

其利用工作介质的蒸发（沸腾）和冷凝相变过程将热源的热量带走，具有传热效率高、

响应速度快、结构简单并且无需额外功耗的优点。工质是热管中的核心角色，承担着传

递热量的作用，应用于热管中的工质应具有汽化潜热大、比热容大、湿润性好等特点，

常用的传统工质有去离子水、醇类、酮类等。Wong[3]等研究了三种不同工作流体（去离

子水、甲醇、丙酮）在平板热管中的蒸发过程，研究发现这些工质的最大热负荷值与它

们的品质因数有很大的相关性，水的最大热负荷远远大于甲醇和丙酮。Attia[4]等以不同

的工质研究了蒸发面的热性能，制备了不同配比的水和甲醇溶液作为工作液，还测试了

体积浓度为 50％、15％的水和丙二醇的溶液，以研究表面活性剂对增强工质换热效果的

效果。纪献兵[5]等以水、乙醇、丙酮为工质，实验研究了平板热管的传热性能。结果表

明，3 种工质中，水具有较好的换热效果，其次是丙酮。当以水为工质时，最佳充液率

是 30%，此时平板热管在较大加热功率范围内具有稳定的热阻值。Sitar[6]等分别以水、

丁醇和丁醇水溶液为工质，研究了热管的传热性能，发现丁醇水溶液的传热效果最佳。

Patel[7]等研究了工质对脉动热管启动特性和传热性能的影响，所使用的工质是去离子水、

甲醇、乙醇、丙酮以及三种醇/酮类工质的混合溶液。结果显示，丙酮为工质的热管传热

性能最优，热管启动速度快，而混合溶液工质的热管传热性能介于组成该混合溶液的单

工质之间。Li[8]等使用丙酮和 R113 作为工作流体实验研究了不同充液率下平板脉动热管
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的传热性能，发现丙酮的散热能力为 250W，最小热阻为 0.225℃/W。学者们对不同工质

的平板热管的传热性能进行了大量的研究，但对于平板热管内部沸腾-凝结共存现象尤其

是混合工质相变腔内沸腾-凝结共存现象的认识还不够深入。本文通过搭建沸腾-凝结共

存相变换热实验台，采用定量测试和可视化方法较为系统地研究了混合工质相变腔内沸

腾-凝结共存现象，为平板热管的优化设计、工质的选取提供一定的理论支持。

1 实验装置与测试系统

图 1 为相变腔实验装置示意图。相变腔由加热铜柱、石英玻璃管、冷却铜柱组成，

三者由橡胶垫片和 704 硅橡胶密封后，通过螺栓再紧固，最大限度保证相变腔的密封性，

石英玻璃管为主要的可视化观测窗口，高度为 23mm。为了减少相变腔向环境的热量散

失，在加热铜柱和冷却铜柱四周加装了导热系数较小的聚四氟乙烯块，两个聚四氟乙烯

块同时还可以对相变腔起到支撑作用。此外，在聚四氟乙烯层周围再敷设导热系数更小

的硅酸铝棉进一步减小热量损耗。相变腔的热量输入由与加热铜柱相连的黄铜加热部件

提供，黄铜加热部件内嵌 4 根功率为 400W 的电阻加热棒。低温恒温槽提供相变腔所需

的冷却水，水温为 12℃，流量为 8× 10-5m3· s-1。冷却水与顶部加工有翅片的紫铜热沉

换热，紫铜热沉通过与其相连的冷却铜柱带走相变腔的热量。

(a) 左视图

(b) 正视图

1-电阻加热棒，2-黄铜加热部件，3-聚四氟乙烯保温层，4-加热铜柱，5-石英玻璃管，6-冷却铜柱实验

件，7-热沉，8-冷却水进口，9-紧固螺栓，10-冷却水出口，11-充液孔，12-O 型密封圈，13-加热铜柱测

温孔，14-冷却铜柱测温孔，15-饱和蒸汽测温热电偶，16-饱和水测温热电偶

图 1 相变腔实验装置示意图

如图 2 所示为沸腾凝结共存相变过程实验观测系统。该实验系统主要包括相变腔装

置、加热系统、冷却系统、抽真空及充液系统、数据采集系统、可视化系统等几个部分。

加热系统主要设备有直流稳压电源、电阻加热棒，可为相变腔提供稳定的热流输入，热

流由与直流稳压电源相连的 4 根 400W 的电阻加热棒产生，通过实验段的黄铜加热部件

传入加热铜柱进而传入相变腔，调节直流稳压电源的电压和电流可以控制输入相变腔的



热流密度。冷却系统可为实验段提供冷却水带走相变腔的热量，主要设备有低温恒温槽、

流量计、变频泵、阀门等，低温恒温槽提供温度为 12℃的冷却水，变频泵能够使冷却水

不断地与相变腔进行换热，冷却水流量为 8× 10-5m3/s。抽真空及充液系统用于相变腔抽

真空及工质的充装，主要设备有 2XZ-4 型旋片式真空泵、阀门等。数据采集系统用于监

测和采集实验过程中的温度和压力，主要设备有安捷伦 34970A 数据采集仪、计算机、

压力变送器等。可视化系统主要设备有 Photron MINI UX100 高速摄像仪、计算机等，用

于观测和记录实验现象。

1.相变腔装置 2.高速摄像仪 3.直流稳压电源 4.真空泵 5、6、7、9.阀门 8.流量计 10.变频泵 11.低温

恒温水箱 12.计算机 13.数据采集仪

图 2 沸腾凝结共存相变过程实验观测系统

2 实验方法与误差分析

2.1 实验方法

利用图 2 所示的实验观测系统，进行相变腔内沸腾凝结共存相变过程可视化和传热

实验，实验方法和步骤如下：

实验前，首先清洁实验件，用砂纸对冷却铜柱和加热铜柱的主要换热表面进行打磨

除垢，然后用棉布擦净，然后分别用去离子水、无水乙醇、丙酮三种试剂洗刷两个换热

表面，最后再用去离子水冲洗一遍，重复以上操作，直到换热表面清洁。接着组装相变

腔，将清洁并干燥后的冷却铜柱和加热铜柱塞入聚四氟乙烯保温层中，并通过橡胶垫片

和密封胶与石英玻璃管连接起来，然后用螺栓夹紧，待密封胶凝固后，将相变腔装配在

黄铜加热部件上。接下来测试相变腔气密性，用 2XZ-4 型旋片式真空泵对相变腔进行抽

气，然后在室温下静置并通过压力变送器和电脑监测压力，十二个小时后，若压力值变

化不超过 5％，则相变腔气密性符合要求，可以进行下一步实验，否则重新对相变腔进

行密封。接着充注工质并二次除气，用注射器量取一定量的工质，打开注射器与相变腔

之间的阀门，工质会在压差作用下被吸入到相变腔中，关闭阀门，用真空泵再次进行抽

气，以去除不凝结气体的影响。

进行实验，打开直流稳压电源，调整好功率对相变腔进行加热，开启冷却水系统，

通过安捷伦 34970A 数据采集仪和计算机来采集铜柱、水及蒸汽的温度和相变腔的压力，



利用 Photron MINI UX100 高速摄像仪拍摄记录相变腔内沸腾和凝结实验现象，当温度变

化在半个小时内小于± 0.5℃时，即认为实验达到稳态，记录实验数据和现象后结束实验。

实验结束后，测量工质的体积，若与实验前工质体积相比误差不超过 5％，则认为充液

量准确，实验可靠，否则重新进行该工况的实验。。

2.2 数据处理与误差分析

系统在稳态运行条件下，加热铜柱和冷却铜柱的轴向热量传递可近似看做一维稳态

导热，因此，数据处理方法如下：

铜柱温度分布（轴向）由采集到的温度数据求得，即式(1)；沸腾表面温度 TW 和冷

凝表面温度 T’W由式(1)求得；热流密度 q（加热铜柱）和 q’（冷却铜柱）由傅里叶定律，

即式(2)求得；饱和工质的温度 Tsat由热电偶 16 测得；冷凝表面附近蒸汽温度 TV由热电

偶15测得；沸腾表面传热热阻Rb、冷凝表面传热热阻Rc和相变腔总热阻R分别由式(3)~(5)
定义。

T=a+bx (1)
q=λCu(dT/dx) (2)

Rb=(TW-Tsat)/(qAb) (3)
Rc=(T’W-TV)/(q’AC) (4)

R=Rb+Rc (5)
其中，x 为测温点与换热表面的距离，Ab为加热铜柱截面积，AC为冷凝表面面积。

由式(3)~式(5)可得到传热热阻的相对误差为：

 ΔR/R=[(Δq/q)2+(δΔT/ΔT)2]1/2 (6)
各部分传递的误差如下：

导热系数 λCu由化工物性手册查得，因此导热系数相对误差 ΔλCu/λCu忽略不计；孔间

距 δx由千分尺测量，测温孔间距相对误差 Δδx/δx取 0.33％；温差相对误差 ΔδT/ΔT 包含

标定误差和仪表显示误差，仪表显示误差较小，可以忽略不计。本实验中所使用的 T 型

铠装热电偶标定误差为 0.1℃，因此温差的绝对误差 ΔδT为 0.2℃，实验中加热铜柱上距

离最远的两个测温孔之间的最小温差 δT为 5.29℃，所以温差的相对误差 ΔδT/ΔT 为：

 ΔδT/δT=0.2/5.29×100％=3.78％ (7)
因此热流密度相对误差为：

 Δq/q =[(3.78％)2+(0.33％)2]1/2=3.79％ (8)
过热度相对误差为温差的绝对误差与最小过热度之比。ΔT 为沸腾表面温度 TW与饱

和工质温度 Tsat 之间的温差，即过热度，本实验中的最小过热度为 5.83℃，因此过热度

的相对误差为：

δΔT/ΔT =0.2/5.83×100％=3.43％ (9)
因此传热热阻的相对误差为：

 ΔR/R =[(3.79％)2+(3.43％)2]1/2=5.11％ (10)

3 实验结果与分析

将无水乙醇与去离子水进行混合，制备了体积浓度分别为 20％、40％、60％的乙醇



-水混合溶液作为相变腔的工质，利用沸腾凝结共存相变过程实验观测系统进行了相变腔

内沸腾-凝结共存现象的可视化实验研究和传热性能实验研究，探究去离子水、20％、

40％、60％的乙醇-水混合溶液四种工质在不同加热功率及充液率下的传热特性及启动特

性。其中，以去离子水为工质时，进行了 12.5％、21.2％、32.6％、58.0％四组不同充液

率的实验；20％的乙醇-水混合溶液为工质时，所取充液率 V 分别为 15.3％、31.2％、

47.5％；40％的乙醇-水混合溶液为工质时，所取充液率 V 分别为 13.5％、26.8％、38.2％、

52.5％；60％的乙醇-水混合溶液为工质时，所取充液率 V 分别为 14.5％、27.0％、40.5％、

54.5％。每组充液率下均进行加热功率分别为 65W、102W、140W、184W、234W 的五

组实验。

图 3 给出了工质为 40％浓度乙醇水溶液的相变腔实验结果。可以看到，各换热表面

热阻均随着热流密度的增大而降低，例如当充液率为26.8％时，热流密度从0.44×105W/m2

增大到 1.63×105W/m2，提高了 270％；对应的，沸腾表面热阻 Rb、冷凝表面热阻 Rc、相

变腔总热阻R从 0.0562K/W、0.2227K/W、0.2789K/W分别降低到 0.0214K/W、0.0552K/W、

0.0766K/W，分别降低了 61.9％、75.2％、72.5％，冷凝表面热阻所占比重 η从 0.798 降

低到 0.721。热流密度为 1.62×105W/m2时，在 13.5％、26.8％、38.2％、52.5％四个充液

率条件下的沸腾表面热阻分别为 0.0242K/W、0.0214K/W、0.0232K/W、0.0273K/W，冷

凝表面热阻分别为 0.0786K/W、0.0552K/W、0.0677K/W、0.0978K/W，总热阻分别为

0.1028K/W、0.0766K/W、0.0910K/W、0.1251K/W，可以看到，各表面换热热阻均在充

液率为 26.8％时达到最小，即存在一个最佳充液率，使得相变腔在此充液率条件下有最

佳传热性能。

图 4 给出了不同充液率时的典型可视化图像。如图(a)低充液率下，液面距离冷凝壁

面较远，沸腾过程和冷凝过程相对比较独立，影响程度较小，液滴主要依靠重力自由滴

落的形式回流；充液率增大到 26.8％，工质量增多，液面到冷凝面的距离减小，气泡破

裂后可以对冷凝面进行有效地冲刷带走冷凝液，沸腾过程和冷凝过程如此频繁强烈的相

互作用大大增强了相变腔的换热，减小了换热表面的传热热阻，使得相变腔在此充液率

下具有较好的传热特性；充液率增大到 38.2％，由于液面距离冷凝表面较近，沸腾气泡

与冷凝面接触易形成小面积短暂液桥现象，充液率继续增大到 52.5％，液面到冷凝面的

距离进一步缩短，沸腾液面极易与冷凝面上的冷凝液接触形成液桥，这种液桥现象大大

降低了相变腔的传热性能。



(a) 沸腾表面热阻 (b) 冷凝表面热阻

(c) 相变腔总热阻 (d) 冷凝表面热阻占比

图 3 40％乙醇水溶液工质相变腔热阻分析

τ τ+40ms τ+84ms

(a) 充液率 V=13.5％

τ τ+16ms τ+24ms



(b) 充液率 V=26.8％

τ τ+20ms τ+68ms

(c) 充液率 V=38.2％

τ τ+28ms τ+48ms

(d) 充液率 V=52.5％

图 4 不同充液率下的可视化图像，q=1.63×105W/m2

图 5 给出了一组低充液率下的各工质的实验结果对比。输入热流为 1.00×105W/m2

时，去离子水、20％浓度乙醇-水溶液、40％浓度乙醇-水溶液、60％浓度乙醇-水溶液四

种工质相变腔的沸腾表面热阻 Rb 分别为 0.0387K/W、0.0311K/W、0.0390K/W、

0.0440K/W，冷凝表面热阻 Rc分别为 0.1123K/W、0.1287K/W、0.1340K/W、0.1588K/W，

总热阻 R 分别为 0.1510K/W、0.1597K/W、0.1730K/W、0.2028K/W。此外，输入热流从

0.43×105W/m2 增大到 1.62×105W/m2，去离子水的冷凝表面热阻占比 η 从 0.793 降低到

0.708，20％浓度乙醇-水溶液、40％浓度乙醇-水溶液、60％浓度乙醇-水溶液分别从 0.809、
0.794、0.798 降低到 0.757、0.765、0.760，以乙醇-水溶液为工质的相变腔与去离子水相

比冷凝表面热阻所占比重较大。可以看出，在这几种工质中，相同充液率下，去离子水

的传热性能最好，乙醇-水溶液传热性能稍差，且乙醇浓度越高传热性能越差。

图 6 给出了四种工质在低充液率时的可视化图像对比。由于充液量较少，冷凝面液

滴主要以自由滴落的形式回流。可以看到，与去离子水相比，乙醇-水溶液为工质时液滴

脱离冷凝表面及下落时间变长，即冷凝液回流速度变慢，并且乙醇浓度越高，回流速度

越慢，因此热阻升高，传热性能下降。



(a) 沸腾表面热阻 (b) 冷凝表面热阻

(c) 相变腔总热阻 (d) 冷凝表面热阻占比

图 5 各工质相变腔低充液率下实验结果对比

τ τ+36ms τ+76ms

(a) 去离子水，V=12.5％

τ τ+36ms τ+84ms



(b) 20％浓度乙醇-水溶液，V=15.3％

τ τ+44ms τ+92ms

(c) 40％浓度乙醇-水溶液，V=13.5％

τ τ+60ms τ+104ms

(d) 60％浓度乙醇-水溶液，V=14.5％

图 6 各工质相变腔冷凝面对比，q=1.32× 105W/m2

图 7 给出了四种工质在各自最佳充液率时的实验结果的对比。输入热流从

0.43×105W/m2 增大到 1.62×105W/m2，以去离子水、20％浓度乙醇-水溶液、40％浓度乙

醇-水溶液、60％浓度乙醇-水溶液作为工质的相变腔总热阻 R 分别从 0.2114K/W、

0.2170K/W、0.2789K/W、0.3072K/W 降低到 0.0522K/W、0.0682K/W、0.0766K/W、

0.0939K/W，冷凝表面热阻占比 η分别从 0.727、0.821、0.798、0.795 降低到 0.642、0.802、
0.721、0.730，以去离子水为工质的相变腔最佳传热性能要优于以乙醇-水溶液为工质的

相变腔，且以乙醇-水溶液为工质的相变腔具有较高的冷凝表面热阻占比。

图 8 为四种工质中充液率为 26.8％~32.6％时的沸腾凝结现象对比。可以看出，乙醇

-水溶液的气泡破裂周期略长于去离子水，且乙醇浓度越高，气泡破裂周期越长，气泡冲

刷冷凝表面的频率也就越低。此外，由于黏度和表面张力较大，乙醇-水溶液易在冷凝面

形成较大的液滴及较厚的液膜，气态工质在冷凝面凝结后形成接触角较小的液滴，由于

受到的壁面粘滞力较大，液滴不容易滴落，因此小液滴易汇合并形成较大的液滴或连接

成液膜，使冷凝液回流变慢。



(a) 沸腾表面热阻 (b) 冷凝表面热阻

(c) 相变腔总热阻 (d) 冷凝表面热阻占比

图 7 各工质相变腔最佳充液率下实验结果对比

τ τ+16ms τ+36ms

(a) 去离子水，V=21.2％

τ τ+20ms τ+32ms



(b) 20％浓度乙醇-水溶液，V=31.2％

τ τ+24ms τ+40ms

(c) 40％浓度乙醇-水溶液，V=26.8％

τ τ+28ms τ+48ms

(d) 60％浓度乙醇-水溶液，V=27.0％

图 8 各工质相变腔沸腾凝结现象对比，q=1.32× 105W/m2

图 9 给出了四种工质在加热过程中距离沸腾表面最近的一个测温孔温度随时间的变

化。当温度变化在半个小时内小于± 0.5℃时，即认为实验达到稳态，由图可知，当工质

为去离子水时，相变腔温度上升较慢，在 28750s 左右达到稳态，当工质为 20％浓度乙

醇-水溶液时，相变腔温度上升较快，在 23333s 左右达到稳态；当工质为 40％浓度乙醇-
水溶液时，在 21250s 左右达到稳态；当工质为 60％浓度乙醇-水溶液时，在 19000s 左右

达到稳态。可以看到，乙醇-水溶液在相变腔输入热量后能够较快的升温达到稳态，且乙

醇浓度越高，升温越快，这是由于乙醇具有较低的沸点和比热容。但是乙醇-水溶液工质

在稳定运行时的温度要高于去离子水，因此乙醇-水溶液适合于热响应要求快的场合，去

离子水适合于高热流场合。



图 9 相变腔启动速度对比，V=12％~15％，q=1.32× 105W/m2

4 结 论

本文分别以去离子水、vol.20％浓度乙醇-水溶液、vol.40％浓度乙醇-水溶液、vol.60％
浓度乙醇-水溶液作为工质研究了相变腔传热特性及沸腾凝结现象，结合高速摄像仪所记

录的可视化图像重点分析了充液率、热流密度等因素的影响，并对四种工质的传热特性

及沸腾凝结特性进行了对比分析。通过以上研究，得出以下结论：

1) 充液率是影响相变腔传热性能的一个重要因素，通过改变液面到冷凝表面的距离

引起沸腾过程对冷凝面影响程度，从而引起冷凝液回流方式的改变。低充液率时，冷凝

液主要以自由滴落的形式回流；中等充液率时，冷凝液主要随气泡的冲刷携带回流，回

流速度加快，传热增强；高充液率下，冷凝液与沸腾液面形成液桥，回流速度减慢，传

热性能反而降低。最佳充液率为一个范围，约为 20％~32％，不同种类的工质最佳充液

率有所差别，在此范围内相变腔有最佳性能。

2) 乙醇-水溶液工质与去离子水相比具有较好的启动特性，并且所含浓度越高，启

动速度越快，这是由于乙醇具有较低的沸点和比热容，因此在对热响应要求快的场合有

较好的适用性；乙醇-水溶液的传热性能不如去离子水，所含乙醇浓度越高，传热性能越

差，这是由于乙醇的热导率、汽化潜热小于去离子水，而黏度大于去离子水，使得乙醇-
水溶液为工质时具有较大的沸腾面和冷凝面热阻。
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摘要：本文设计并搭建了开式热化学储热实验台，研究了几种具有应用前景的水合盐热化学材料和优

选的复合吸附储热材料在反应器中放热性能。结果表明， SrCl2的放热性能最好，最大进出口温升可达

到 14.10℃，SCAA25 复合吸附剂兼具纯盐和多孔基质的优势。增加入口流量和入口相对湿度可以提高

系统的输出温度，缩短反应时间。在经历五次吸/脱附循环后，复合吸附剂 SCAA25 的最大进出口温差

降低了 1.3℃，蒸汽吸附量减少了 8.5%，反应时间延长了 8.5%，储热密度减小了 6.5%。

关键词：水合盐；复合吸附剂；释热性能；热化学储热

0 前言

水合盐吸附式热化学储热技术因其环保、安全、和低成本等优点被认为是极具前景

的机械储热方式[1]。与其它储热技术相比，水合盐热化学储热技术相对不够成熟，目前

主要处于理论和实验室研究阶段，在开式热化学储热反应器中，传质问题为反应器性能

的主要限制因素。研究开式反应器的热质传递机理，设计结构紧凑、放热性能好的换热

器是研究重点之一[2-3]。

在热化学储热系统中，储热材料是最重要的一环，直接决定热化学储热系统的输出

性能。为了提高系统的稳定性、储热密度和储热效率[4]，理想的水合盐应具有以下特点：

适合特定应用的解吸和吸附温度[5]、储热密度大、可逆性好、成本低廉、安全性好（无

毒、无腐蚀性[6]、不易燃易爆[7]）和较快的反应动力学，便于能量的储存与回收。表 1
列出了用于热能储存的常见水合盐及其热化学性质。

表 1 常用纯水合盐的主要特征[8-15]

储热密度

/GJ∙m-3

脱附温

度/℃ 

成本

/€∙t-1

潮解相对

湿度/%
特点

SrCl2 2.51 150 160 75 储热密度大；潮解相对湿度高

SrBr2 2.02 80 1152 60
80℃下可完全脱水；潮解相对

湿度高；价格昂贵

MgSO4 2.81 150 54 90 放热温度< 50℃；水合温升较小

K2CO3 0.84~1.56 65 100 44
产生不凝气体 CO2；脱水速率

强烈依赖于蒸汽浓度

基金项目：国家自然科学基金资助项目（No. 52176085）



Aristov 等[16-17]提出将水合盐通过浸渍、干混或冷冻干燥等方法搭载入多孔基质中

开发新型复合材料，以提高水合盐的传热传质性能和稳定性。常见的多孔基质包括：沸

石、硅胶、蛭石、活性氧化铝、活性炭和金属有机骨架等，可以改善改善单体水合盐的

传热传质问题，获得较高的输出热功率[18]。

为了探究水合盐热化学储热开式反应器的热质传递机理，本研究搭建热化学储热实

验台，对比了常用的水合盐（SrCl2∙6H2O，MgSO4∙7H2O，SrBr2∙6H2O，K2CO3∙1.5H2O）

和多孔基质（活性 Al2O3）的水合放热过程；讨论了优选的 SrCl2/Al2O3复合吸附剂与水

合盐 SrCl2、活性 Al2O3相比在反应器中吸附性能的改善情况；研究了在不同入口流量和

入口相对湿度下优选的 SrCl2/Al2O3复合吸附剂的吸附性能。

1 材料选择及实验

1.1 储热介质

本研究中使用的材料是 SrCl2∙6H2O 以及复合材料 SCAA25（活性氧化铝浸渍浓度

25%氯化锶溶液，含盐量 22.5wt.%）。此外，还使用常用的水合盐 MgSO4∙7H2O、

SrBr2∙6H2O、K2CO3∙1.5H2O 和多孔基体活性 Al2O3（AA）进行储热性能对比。反应器中

反应段的体积为 126 mL，在实验台运行过程中，氮气通过反应器中储热材料间的空隙流

动。控制气瓶出口压力为 0.1~0.2 MPa，即流量为 0.3~1.2 m3·h-1，相对湿度为 50~80%。

但流速会随着反应器内部材料堆积情况变化而变化，进而引起湿度的改变。

1.2 吸附实验台

本文中的热化学储热系统实验台如图 1 所示，可满足解吸充热、储热和吸附放热三

种模式的运行要求，实现热化学储热循环过程。该实验台在常下运行，用于太阳能、工

业余热等低品位热能的储存和回收，可实现建筑供暖。系统主要组成部分包括：主反应

系统，供气系统，加热系统，加湿系统，输气管道，数据采集系统。

(a) 实验台装置示意图 (b) 实验台实物图

图 1 热化学储热系统实验台

反应器由三段组成，见图 2，分别为：入口段、反应段和出口段，长度分别为 150 mm、

100 mm 和 100 mm。反应段填充热化学储热材料。

反应器从入口段至出口段共设置 5 个监测点，入口处和出口处各安装一个湿度变送器（监

测点 1 和监测点 5），并在入口段和出口段中间各安装一个 K 型热电偶（监测点 2、3
和监测点 4），分别测量入口与出口的温湿度情况。通过放置在反应器下方的电子天平

（SOVOTSC，精度：±0.1 g），测量并记录反应进程中吸附剂的质量变化，以计算吸附

/解吸量。



(a) 反应器

(b) 反应器参数示意图

图 2 实验台的主反应系统

供气系统由气瓶柜、气瓶、两级减压阀以及流量计组成。在实验开始前，对系统的

气密性进行了检查以及仪器的校正。相关仪器设备见表 2。
表 2 主要仪器设备

序号 名称 型号/规格 精度 不确定度 数量

1 K 型热电偶 0~1300℃ ±0.75% 3.25℃ 3 

2 压力变送器 YC-131 0.25%FS 8.7×10-4 MPa 1

3 湿度变送器 EL-DB440-VS142-W ±0.80%RH 0.80%RH 2

4 转子流量计 LZB-10 ±2.50% 0.02 m3·h-1 1

5 热式质量流量计 HQ980-10 ±1.00% 0.45 m·s-1 1

6 电子天平 SOVOTSC ±0.10 g 0.10 g 1

7 数采仪 泰克 DAQ6510 - - 1

8 电加热器 2 kW - - 1

9 电加热柜 - - - 1

10 鼓泡瓶 5 L - - 1

1.3 计算方法和不确定度分析

开式热化学储热反应器的放热功率计算为：

 dis f p, f f in outP c q T T  （1）

式中：ρf —— 流体密度/kg·m-3；cp, f —— 流体的比热容/J·kg-1·K-1；qf —— 流体的体积

流量/m3·s-1；Tin ——流体的入口温度/℃；Tout —— 流体的出口温度/℃。

总放热量为：



 dis dis f p, f f in out0 0
d d

t t
Q P t c q T T t    （2）

式中：t —— 反应时间/min。
体积储热密度为：

dis
V

Q
ESD

V
 （3）

式中：V —— 反应器反应段的体积/m3。

质量储热密度为：

dis
m

Q
ESD

m
 （4）

式中：m —— 填充的反应物质量/kg。
在该热化学储热实验系统中，实验计算物理量的不确定度和相对不确定度的计算公

式为：

2
2

f i
=1 i

n

i

f

X
 

 
  

 
 （5）

f
f

f


  （6）

式中：σf —— 间接测量量的不确定度；f —— 间接测量量；Xi —— 直接测量量；σi ——
直接测量量的不确定度；ψ —— 相对不确定度。根据式（1）~（4），性能参数 Pdis，

Qdis，ESDV和 ESDm的合成不确定度分别计算为：1.46%，1.46%，1.46%和 1.45%。

2 结果分析

2.1 吸附性能对比

针对几种热化学储热材料进行吸附放热过程研究，运行工况为：环境温度 Tamb 为

17℃±1℃，流体入口温度 Tin = 17℃±1℃。初始流量 qf, ini为 0.6 m3·h-1，初始相对湿度 RHin,

ini为 65%。

图 3（a-b）分别为不同储热材料的进出口温差和蒸汽吸附量对比，可以观察到脱附

后的无水 SrCl2可达到的进出口温差 ΔT 最高，可达 14.10℃，SrBr2·H2O 实现了 11.55℃

的进出口温差。无水 SrCl2的蒸汽吸附量最高，为 0.5333 g·g-1，参与反应的盐占比较高，

详细数据见表 3。不同水合盐吸附效果的差异主要是由于：水合盐自身吸附能力和对反

应条件的需求差异、脱附后结块情况不同、吸附团聚膨胀情况不同导致流体入口条件的

差异等。研究结果表明，水合盐在反应器中，存在团聚、膨胀等现象，使反应不稳定或

不完全，表现出了缓慢的动力学和较低的放热温度。活性氧化铝是均匀的球状多孔结构，

在反应器中有充足的空隙使潮湿氮气流过，保证了传热过程的稳定进行，同时成本较低，

故将多孔基质与纯盐结合以改善纯盐的吸附性能是可行的。
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图 3 基于不同储热材料的储热系统温升对比

表 3 常用储热材料吸附结果对比（RHin, ini = 65%，qf, ini = 0.6 m3∙h-1）

 ΔT3, max/℃ ΔT2, max/℃ t/min 吸附量/g∙g-1 理论吸附量/g∙g-1 反应程度/％

SrCl2 14.10 25.24 373.0 0.5333 0.6818 78.22

SrCl2∙H2O 6.40 10.20 375.0 0.2149 0.5096 42.17

MgSO4 3.81 7.65 745.5 0.1770 0.5120 34.57

SrBr2 7.90 13.57 861.0 0.2054 0.4365 47.05

SrBr2∙H2O 11.55 18.10 562.9 0.2199 0.3391 64.85

K2CO3 9.84 12.93 612.0 0.1172 0.1957 59.89

Al2O3 7.75 14.49 301.0 0.0959 - -

图 4 为纯盐 SrCl2、多孔载体 AA 与复合材料 SCAA25 的反应过程对比。从图 4（a）
可以看出，SrCl2的 ΔT3变化过程是极其不稳定的，AA 的 ΔT3在达到最大温升后缓慢下

降，温度变化过程是稳定的。SCAA 即结合了两者的优势，在 60 min 达到最大进出口温

升后缓慢下降，整个过程 ΔT3曲线是平滑的。T2为反应器中间的温度，与材料直接接触，

测得的 AA、SrCl2和 SCAA25 可达到的 ΔT2的最大值分别为 14.49℃、25.24℃和 14.92℃，

虽然 SCAA25 的 ΔT2最大值几乎接近 AA，但 ΔT3仅低于纯盐 2.9℃，这是由于盐填充进

多孔介质中，纯盐充分反应使热量及时传递到了反应器出口。图 4（b）表明，AA 由于

具备丰富的微观孔隙通道，反应迅速发生，达到吸附标准时蒸汽吸附量为 0.0959 g·g-1，

纯盐 SrCl2 在反应初期反应速率很快，但由于内部填充状态的变化不够稳定，最终达到

0.5333 g·g-1，为理论吸附量的 78.22%，SCAA25 的反应速率与 AA 相近，最终吸附水蒸

气 0.2173 g·g-1。

图 4（c）为实际吸附量与理论吸附量的比较。SCAA25 的第一列为实际吸附量，纯

盐以理论完全吸附值进行吸附量计算时，则多孔介质吸附量为 0.0639 g·g-1，即 0.0825
g·g-1（86.03%）。SCAA25 的第二列为 AA 与 SCAA 均按照单独材料吸附最终达到的水



平进行计算的值，可以发现，当盐吸附能力为 0.5333 g·g-1，多孔介质吸附能力为 0.0959
g·g-1时，无法达到当前吸附水平 0.2173 g·g-1。SCAA25 的第三列为 AA 与 SCAA 均按照

单独材料吸附理论吸附水平进行计算的结果，当前吸附水平为该理论值的 95.4%。第三

章提到，在复合材料中，AA 中大量的孔隙已被 SrCl2占据，故 AA 的吸附量是减少的，

故通过对比可以确定 SCAA 中的 SrCl2与纯盐相比反应更加充分，更加稳定。
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图 4 SrCl2、AA 与 SCAA25 在入口流量 0.6 m3·h-1，相对湿度 65%条件下的吸附过程对比

2.2 储热系统的参数影响和循环性能研究

分别选择气体流量为 0.3 m3·h-1、0.6 m3·h-1和 1.2 m3·h-1作为入口流量，图 5（a）至

图 5（d）为不同流量下复合吸附剂的释热性能结果。

图 5（a）为不同流量下复合吸附剂的吸附过程中的进出口温差曲线，结果表明，随

着流量的增大，同一时刻带入反应器的水蒸气量更多，导致反应速率加快，出口温升升

高，最大温升分别为 6.5℃、10.5℃和 11.2℃。流量越大，ΔT3达到峰值的时间也越短。

相应地，图 5（b）为瞬时输出功率变化。瞬时体积功率输出随着流量的增加，几乎成倍

数增长，但反应结束的时间更早。图 5（c）为蒸汽吸附量变化。表明虽然入口流量不同，

但最终达到的蒸汽吸附量几乎是一致的，在相同湿度下，较大的流量仅仅加快了反应速

率，而对蒸汽吸附量没有影响。图 5（d）是不同流量下出口相对湿度的变化，结果表明



流量越大，出口相对湿度上升越快，即反应结束越快。出口相对湿度表现出先迅速上升，

再缓慢上升最后再小幅加速上升的趋势。在出口相对湿度迅速上升的阶段，进出口温差

迅速上升，即反应器内的储热材料快速进行吸水释热，蒸汽吸附量也是快速上升的；在

出口相对湿度缓慢上升的阶段，表明大部分热化学材料已反应，但仍有部分在继续，对

应进出口温差缓慢下降的阶段，也即对应蒸汽吸附量缓慢上升的阶段；最后在出口相对

湿度加速上升的阶段，对应进出口温差快速下降的阶段，即表明反应逐渐走向结束，对

应蒸汽吸附量极缓慢上升的阶段。入口流量只影响反应过程速率，最终导致反应时间有

所差异，而对反应最终吸附的蒸汽量没有影响。
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图 5 SCAA25 在不同流量下吸附反应随时间的变化

图 6 为不同流量下 SCAA25 的体积储热密度和质量储热密度。0.3 m3·h-1、0.6 m3·h-1

和 1.2 m3·h-1 流量条件下获得的体积储热密度分别为 25.03 kWh·m-3、61.42 kWh·m-3和

96.85 kWh·m-3，质量储热密度分别为 108.13 kJ·kg-1，260.71 kJ·kg-1，434.98 kJ·kg-1。随

着流量的增大，同一时刻内流入反应器的水蒸气含量较大，使反应速率加快，可实现更

高的温度峰值；且较大的流量使反应器内的传热过程增强，使储热材料释放出更多的热

量，储热密度更大。
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图 6 SCAA25 在不同流量下的质量储热密度 ESDm和体积储热密度 ESDv

选择的入口相对湿度为 45%，55%和 65%。控制流量为 0.6 m3·h-1，设置不同高度

的水位以获得所需的相对湿度。图 7（a）至图 7（d）分别为不同相对湿度下复合吸附剂

在吸附过程中的进出口温差、瞬时输出功率、蒸汽吸附量和出口相对湿度曲线。

图 7（a）表明，随着相对湿度的增大，进出口最大温升依次为 8.6℃、9.7℃和 10.5℃，

达到峰值的时间分别为 128 min，100 min 和 51 min。可见，相对湿度越大，反应速率越

快，反应结束越早。较大的相对湿度使流入反应器的水蒸气含量更高，使材料吸附更多

的水蒸气，释放出更多热量，随着反应的进行，温度下降直到反应结束。图 7（b）为热

功率输出曲线，变化趋势与温差变化一致，较高相对湿度下，储热单元释放的最高温度

更大，故峰值输出功率也是最高的。图 7（c）为蒸汽吸附量随时间的变化曲线，入口相

对湿度越大，蒸汽吸附量越大。材料在不同相对湿度下的平衡温度不同，可达到的吸附

水平不同，与 3.3.4 中不同相对湿度下样品在恒温恒湿箱中的吸附结论一致。图 7（d）
为不同入口相对湿度下出口相对湿度的变化，出口相对湿度的变化趋势是一致的，最终

达到的湿度水平随着入口相对湿度的减小而降低。相对湿度影响反应的最终蒸汽吸附量

和反应速率，即直接导致反应时间存在差异。图 8 为 SCAA25 复合吸附剂在不同相对湿

度下的质量储热密度和体积储热密度， 45%、55%和 65%相对湿度下对应的体积储热密

度分别为 84.42 kWh·m-3、72.42 kWh·m-3和 61.42 kWh·m-3，质量储热密度分别为 368.79
kJ·kg-1，315.87 kJ·kg-1，260.71 kJ·kg-1。与流量相比，不同相对湿度下材料的储热密度比

较接近，在本研究中，低湿度带来的高储热密度主要是由于反应时间较长，故储热密度

更大。高湿度工况下反应速率较快，且由于环境温度较低的影响使反应器内剩余的未参

与反应的水合盐释放出的温度不足以加热来流气体，出口温升很快小于 1℃，使反应结

束更早。
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图 7 SCAA25 在不同相对湿度下吸附反应随时间的变化
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图 8 SCAA25 在不同相对湿度下的质量储热密度 ESDm和体积储热密度 ESDv

在流量 qf为 0.6 m3·h-1，入口温度 T1为 17℃，入口相对湿度 RHin为 65%的条件下，

进行了 5 组吸/脱附循环实验，吸附过程在实验台中完成，脱附过程在鼓风干燥箱中完成，

设置脱附温度依次为 50℃、90℃、150℃、200℃干燥 1、2、2、3 小时以去除水合盐晶

体吸收的水分。图9为SCAA25在5次循环中的质量储热密度ESDm和体积储热密度ESDv



图，经过五次循环，质量储热密度 ESDm损失了 6.5%，体积储热密度 ESDv损失了 9.0%。

可以注意到从第四次循环到第五次循环，材料的储热密度增加，随着循环过程的进行，

蒸汽平衡量的减少以及峰值温差的下降，储热密度应该是下降的，但由于受到环境温度

的影响，第五次循环反应时间较长，使积分结果大于第四次的储热密度。ESDm和 ESDv

损失的比例不一致，是因为每次实验填充 SCAA25 的质量存在 1~5 g 的差距，故初始储

热量是存在差异的，由于反应器的体积固定，故质量储热密度 6.5%的损失更能体现循环

稳定性能。总体来看，SCAA25 的循环稳定性是比较好的。
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图 9 SCAA25 在 5 次循环中的质量储热密度 ESDm和体积储热密度 ESDv

3 结论

本文通过实验研究得到如下结论：

（1）纯水合盐具有放热温度高、吸附能力强的优势，多孔基质具有孔结构丰富、

状态稳定的优势。SrCl2的最大进出口温升可达到 14.10℃，SrBr2∙H2O 可达到 11.55℃。

但水合盐在反应过程中出现团聚和膨胀现象，使水合反应不充分。活性 Al2O3 的吸附反

应完成最快，可达到 7.75℃的温升，且输出温度稳定。

（2）复合材料 SCAA25 结合了 SrCl2和 AA 的优点，达到 10.5℃的温升，比 AA 高

35.5%；与 SrCl2相比温度输出稳定，无明显波动。AA 丰富的孔结构，有效改善了纯盐

吸附过程中的团聚和膨胀问题，使复合材料中的 SrCl2反应更加充分，实现完全吸附。

（3）随着流量的增大，复合吸附剂反应进出口最大温升依次增加，反应时间依次

缩短，但对最终吸附量几乎没有影响。流量从 0.3 m3·h-1增加到 1.2 m3·h-1，温升提高了

4.7℃。随着入口相对湿度的增大，进出口最大温升依次增加，反应时间也依次缩短，最

终可达到的蒸汽吸附量依次增加。相对湿度从 45%增加到 65%，吸附量提升了 45.9%。

（4）复合吸附剂 SCAA25 在经历五次吸/脱附循环后，第五次吸附所达到的最大进

出口温升与第一次吸附相比降低了 1.3℃，即 12.3%、蒸汽吸附量减少了 8.5%以及反应

时间延长了 8.5%，储热密度减小了 6.5%。总体来看，SCAA25 的循环稳定性较好，后

续研究应侧重于提高反应器传热特性，加强保温措施，以尽可能减少热损失。E
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摘要：本文采用欧拉-欧拉多相模型研究了扭曲管中冰浆流动换热特性和强化换热机理。结果表明：与

传统光滑圆管相比，扭曲管产生的旋流和二次流可以有效地提高冰晶颗粒的融化速率。所研究的扭曲

管换热系数较圆管均可提高 4%以上。扭曲管的几何结构对冰浆的流动换热过程有明显的影响效果，其

中进出口固相分数差，传热系数和流动阻力随扭曲比的增大而减小，随纵横比的增大而增大。综合换

热效果在 a/b=1.21，S/D=5，Re=2448 时达到最大。

关键词：冰浆；扭曲管换热器；数值模拟；强化换热

0 前言

近年来，储能技术被广泛应用于太阳能利用与转换、建筑节能、生物医学、环保节

能等工程领域[1]。在众多的储能技术中，冷储能技术的发展可以满足当前全球日益增长

的制冷能源需求[2]。与冷冻水储存相比，冰储存利用了相变时的高潜热，可以使储罐体

积小得多。然而，静态制冰方法的缺点是制冷机的性能系数低[3]。因此，基于冰浆的动

态蓄冷系统越来越受到人们的关注。

冰浆由直径小于 1mm 的冰晶、液态水和一种或多种冰点抑制剂（氯化钠和乙醇等）

组成，其具有比表面积大、流动性好、相变潜热大和对环境无污染等特点[4]。冰浆的流

动换热特性近年来得到众多研究人员的关注。与实验手段相比，数值模拟方法可以很方

便的研究冰浆的流动传热特征。Cai 等人[5]使用数值模拟方法研究了螺旋盘管中冰浆的流

动传热过程。研究结果表明：压降随线圈半径的增大而增大，而线圈间距对压降的影响

较小。在换热过程中，二次流使内壁附近的冰体积分数比外壁附近的冰体积分数下降得

更快。Kamyar 等人[6]研究了水平 U 型管中冰浆的流动特性。研究结果表明：颗粒直径的

增大导致低速压降增大，高速压降减小。Mohammad 和 Hossein Ali[7]研究了竖直 U 型管

中冰浆的流动传热过程。研究结果表明：传热系数和压降随雷诺数、冰体积分数和冰颗

粒直径的增大而增大；随后 Mohammad 和 Hossein Ali [8]又研究了连续 U 型管中冰浆的

流动传热特性。研究结果表明，平均努塞尔数随曲率半径和 U 型管间距的增大而增大。

两个连续的 U 型弯抵消了彼此的离心效应，然后冰粒有机会重新排列，降低每个弯的壁

温。在低曲率半径时，两弯间距离的变化对系统换热的影响更大。

1 基金项目：国家自然科学基金 (51976126)；上海市自然科学基金（22ZR1442700）；中央高校基本科

研业务费专项资金资助（2022-4-YB-06）



然而冰浆导热系数低，流动性较差，并没有广泛的应用于实际生活中，因此往往需

要增添一些强化传热手段对冰浆的流动传热进行强化。针对于冰浆的流动传热强化有以

下研究人员进行了研究：Ahmadkermaj 等人[9]在水平圆管内插入扭带，有利于形成旋转

冰浆流，增加冰浆流体之间的混合，增强冰浆与管壁之间的换热，提高冰浆的换热效率。

Cai 等人[10, 11]以脉动流的形式增强冰浆在圆管内的换热过程。脉动流的局部换热系数大

于恒流，表明脉动流可以显著改善冰浆的换热性能。布关印等人[12]提出利用管壁震动强

化冰浆换热效果。振动频率及振幅增强管内扰动促进温度及相间传质率的升高。Cai 等

人[13]研究了波纹管换热器强化冰浆流动传热的机理，研究结果表明波纹管的结构增加了

湍流强度进而增加冰浆的换热效果。

除了上述强化传热方法以外，利用扭曲管进行流体的强化换热是常用的方式。扭曲

管换热器的主要元件是管程的扭曲管，扭曲管的结构使管程和壳程流体获得较强的旋转

效应，具有换热系数高，阻垢性能好，壳体排列紧凑，占地面积小等优点。Dong 等人[14]

研究表明：与双管壳换热器相比，扭曲管换热器在层流和湍流中都有明显的强化换热效

果。吴志根等人[15]发现扭曲管内高粘度流模型[1]体在较低 Re 数时，具有较高的换热效率。

Cheng 等[16]通过数值模拟研究不同结构扭曲椭圆管，结果发现截面形状对扭曲管的传热

性能影响不大，但对其流型影响较大，扭曲节距对传热性能影响较大。Luo 等[17]对扭曲

椭圆套管换热器传热和阻力性能进行数值研究，结果发现扭曲椭圆管能明显改善流体的

混合得到强化传热的效果，Nu 数随扭曲管的扁平程度和扭曲程度增大而增大。

综上，使用扭曲管换热器对冰浆进行强化传热的数值研究尚未发现。因此，本文使

用数值模拟方法对冰浆在扭曲管中的流动传热特点以及强化换热机理进行研究。探究了

不同扭曲管几何结构和工况对强化冰浆流动传热的影响规律。

1 数值模拟方法

1.1 几何模型

图 1 为扭曲管的示意图，S 为扭曲管的一个导程，a 为长半轴，b 为短半轴，S/D 表

征扭曲管的扭曲程度，S/D 越大，扭曲程度越大；a/b 表征扭曲管的压扁程度，a/b 越大，

管道越扁。为方便与圆管对比，需保证相同入口体积流量时，扭曲管和圆管入口流速相

同，设定扭曲管的截面面积等于直径 D = 25 mm 的圆管截面面积。

(a) 扭曲管三维示意图 (b) 扭曲管截面示意图

图 1 扭曲管的几何模型以及截面示意图

1.2 数学模型

数值模型的边界条件包括进口、出口和壁面。进水口采用速度进水口,冰颗粒和水

溶液的入口速度都为 0.5 m/s - 2.5 m/s，冰浆浓度选择常用的 0.1[18, 19]，颗粒粒径为 0.1mm。

壁面为恒热流加热条件，热流为 100 kW/m2。出口采用压力出口。在管壁处，固相和液



相均采用无滑移条件[20]。管道中流动的工质选择 10.3%乙醇水溶液和冰颗粒组成的冰浆，

其详细热物性参数如表 1 所示。

表 1 冰颗粒和载液的热物理性质[8]

变量 冰颗粒 10.3%乙醇水溶液

相变温度 (K) 268.65 -

密度 (kg·m-3) 917 986

动力粘度 (mPa·s) - 5.03

比热 (J/(kg·K)) 2160 4260

导热系数 (W/(m·K)) 2.21 0.5034

潜热 (J/kg) 332.4 -

1.2.1 质量守恒

液相和固相均采用体积平均、不可压缩、瞬态 Navier-Stokes 方程进行描述。两个相

的连续性方程可以写成：

( ) ( ) qii i i i iv m
t
   

 
  


(1)

其中 是体积分数，  是密度， v


是速度，当 i = l 或 s 时，下标 i 表示液体或固体相，

下标 q 表示另一种相， qim


表示由冰粒融化引起的液固两相间的质量转移速率。

1.2.2 动量守恒

液相的动量平衡公式为:

( ) ( ) ( )sl lsl l l l l l l l l l l sl s lv v v P g F m v m v
t
       

      
          


(2)

式中，αl为液相体积分数，P 为两相共享的局部压力，g 为重力加速度， sl lss lm v m v
   

 为

传质引起的界面动量传递，Fsl为界面力之和。液相应力 l 可表示为式:
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其中 l 为液相粘度，I 为单位矢量。

对于固相动量方程可以写成:

( ) ( ) ( )ls sls s s s s s s s s s s s ls l sv v v P P g F m v m v
t
       

      
            


(4)

其中 αs为固相体积分数，Ps为颗粒流动动力学理论推导出的固体压力。固相应力 τs为：
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(5)

其中 s 是表示固体颗粒压缩膨胀阻力的体粘度，可表示为：
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μs为固体颗粒的剪切粘度，公式为：
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其中 ess是量化固体颗粒非弹性的颗粒-颗粒恢复系数， s 是根据颗粒流动动力学理论计

算的颗粒温度，g0是固相变密时修正颗粒之间碰撞概率的径向分布函数，可表示为：
1

1/3
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(8)

其中， ,maxs 为最大固体体积分数，它取决于颗粒的形状和大小分布。

1.2.3 湍流模型

在冰浆的流动换热过程中，广泛的使用 k-ε RNG 模型进行计算[21, 22], k-ε RNG 模型

在计算低 Re 有着较好的稳定性。根据王继红等人[23]计算结果表明，mixture 模型和

per-phase 模型的精度相似且前者有着计算速度快的优势。因此本文选择使用 mixture 湍

流模型进行计算。

1.2.4 能量守恒

在冰浆的相变过程中,冰晶颗粒和载液都需要满足能量守恒方程：

       i i i i i i i eff i i V i q qi q iq iiH v H T v h T T m H m H
t
     

  
           

  

  
   (9)

式中 H 表示的是焓，λeff 表示的是有效导热系数，hv 表示的是体积相间传热系数，

qi q iq im H m H
 

 
 

 

表示的是由于相变产生的能量转移。

1.2.5 相变模型

由于欧拉-欧拉模型不能直接与 fluent 软件中的相变模型进行耦合，因此需要通过用

户自定义冰晶颗粒融化模型。体积相间换热系数对于估计固液相间的传热传质是必不可

少的。依靠该原理对冰浆融化过程的传热传质量进行计算。体积相间换热系数表示为[24]：

s sl
v
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式中 hsl表示的是固液两相的传热系数，该传热系数选用 Gunn’s 模型：

    2 0.2 1/3 2 0.7 1/3l
sl l l s l l s

s

7 10 5 1 0.7 Re Pr 1.33 2.4 1.2 Re Prh
d


           (11)

冰晶由于融化向水传递的质量：

 sl v l s /m h T T H  


(12)

1.3 数值求解

在数值计算中，采用有限体积积分法对控制方程进行离散化，并采用二阶格式和

QUICK 格式。采用耦合 SIMPLE 算法求解离散方程。当所有残差都小于 10-6时，认为数

值计算是收敛的。

1.4 网格独立性验证

数值模拟进行了不同网格尺寸的 6 个依次递增的网格单元数量。研究了 6 个网格的

压降和平均传热系数的变化关系。在入口速度为 2m/s 的工况下进行计算，网格无关性研

究的结果表明，在网格数量超过 959638 后，平均传热系数和压降基本不发生变化。因此，

为了节省计算资源，所有模拟都选择了 959638 个单元格的网格。



图 2 网格独立性考核（扭曲管结构：a/b=1.21，S/D=12）

1.5 模型验证

为了验证流动和传热传质模型，将完全发育区域的数值传热系数以及压降与

Niezgoda-Zelasko 等的实验数据进行了比较。以 10.3%乙醇-水为溶液的冰浆在恒壁热流

密度为 5.0 kW· m-2的条件下流经直径 16.0 mm 的水平管道。验证结果表明，模拟与实

验结果的传热系数误差在± 7.8%以内。模拟与实验结果的压降误差在± 11.7%以内。综

上验证过程分析，本文使用的数值模型可以很好的计算冰浆管道的流动传热过程。
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图 3 计算模型验证

2 结果与分析

2.1 扭曲管的强化传热机理分析

本文对多种结构的光滑圆管、扭曲管进行了模拟计算，为了便于讨论，取其中几个

具有代表性的算例进行了分析。图 5（a）是光滑圆管的矢量图及冰浓度（ice packing factor,
IPF）分布图，IPF 分布呈同心圆形状分布，并且速度矢量都是垂直于截面，互不干扰。

相对于光滑管而言，扭曲管内部的 IPF 相对较低，而且 IPF 分布不再呈现同心圆形状分

布。这是因为管道的扭曲作用，产生了旋转流和二次流，使得管道内部流体的流动变得

复杂，如图 5（b），（c），（d）所示。由于旋转流的存在，不断地冲刷管壁，使得边界层

变薄，由于二次流的作用，促进管道内部流体相互混合，增强扰动程度，使得管道换热

强度增加，冰颗粒融化的更快，IPF 减小。由（b）和（c）可见，随着 a/b 的增大，横截

面上出现了更多的旋转流动，壁面处流体层间剪切速率增大，热边界层减薄，换热增强，

中心的 IPF 减小。由图（c）和（d）可见，随着扭曲比 S/D 的增大，横截面上径向的速



度矢量变小，主流区 IPF 增加，这是因为 S/D 的增大，使等长度的扭曲管扭曲程度降低，

冰浆在扭曲管道内的旋转流动强度降低，流体层间剪切速率降低，流体掺混相对不均匀。

图 4 IPF 分布和矢量图（Re =4896）

图 5 表示的是四种扭曲管一个导程的速度分布与流线图，从图 5 (a) ~ (d)可见，圆

管内流线近似为直线，其在流动过程中没有产生旋流。随着 a/b 的增大，旋流程度越来

越大，壁面边界层受流体冲刷程度增大，同时管内产生强烈的二次流，旋流和二次流增

加了管内流体速度矢量和温度场的协同，使扭曲管的换热能力得到增强。随着 S/D 的增

大，旋流程度逐渐降低，扰动程度减弱，传热效果相对降低。由图中还可看出，随着 a/b
的增大和 S/D 的减小，管内流体的速度梯度逐渐增大使管内流体掺混更均匀。

图 5 速度分布与流线图（Re =4896）

2.2 扭曲比和纵横比对流动传热的影响

图 6 表示的是 Re=2448，冰浆在不同结构扭曲管中流动与传热情况。由图 6（a）可

见，随 a/b 的增大，Nut/Nus增大，这是因为 a/b 越大，管道越扁，管道长轴两侧的过流

面积越小，流体扰动越剧烈，边界层随之减薄，因此整体换热效果增强；随 S/D 的增大，

Nut/Nus随之减小，这是因为 S/D 较大时，等长度管道上，扭曲管的扭曲程度减低，扭曲



管内冰浆沿壁面的旋转流动随之减弱，近壁面处冰浆剪切速率相对降低，冰浆粘度增大，

壁面处边界层增厚，因此整体换热效果降低。当 a/b=2.78、S/D=5 时，Nu 数是相同条件

下圆管的 1.2 倍，此时扭曲管的换热性能最好。

由图6（b）可见，随a/b的增大，ft/fs增大，当S/D=5，a/b从1.21增大到1.78，ft/fs增加

了43.15%，当a/b从1.78增大到2.25，ft/fs增加了24.15%，显然a/b较小时，a/b的变化对阻

力系数的影响更大。因为a/b较小时，管内冰浆近似于在圆管内流动，流线比较均匀，各

层流体间扰动很小，当a/b增大时，管内冰浆受截面形状的变化，管内长轴两端流速增大，

速度边界层变小，湍流程度增大，流动过程中产生的阻力增大。

图6（c）表示不同扭曲管结构下，扭曲管的综合换热因子η的变化。由图可见，a/b=1.22
和 1.44 时，综合换热因子大于 1，且随着几何结构的变化，综合换热因子基本不发生变

化，起到了强化换热的作用。当 a/b>1.44 时，综合换热因子始终小于 1，且冰浆在扭曲

管中的综合换热能力随 a/b 的增大而减小，随 S/D 的增大而增大。当 a/b=1.22，S/D=5 时，

扭曲管的综合换热能力达到最大，是相同条件下光管的 1.016 倍。从整体来看，相比较

a/b，S/D 对扭曲管的综合换热能力影响更大。该结果与单相流体的变化趋势不同
[15]

，造

成该结果的原因是冰浆颗粒融化潜热以及颗粒运动造成的。

由图 6（d）可见，扭曲管与圆管的固相分数差之比随着 a/b 的增加而增加，表明随

着 a/b 的增加有更多的冰晶颗粒被融化；随着 S/D 的增大而减小，并且在 S/D 大于 8 时

几乎保持不变。在较大的 a/b 条件下，S/D 对固相分数变化的影响较大；然而在较小的

a/b 的条件小，S/D 对固相分数的变化较小，且冰颗粒融化速率小于光滑圆管。

(a) 几何结构对 Nu 的影响 (b) 几何结构对 f 的影响

(c) 几何结构对 η的影响 (d) 几何结构对 IPF 的影响

图 6 扭曲比和纵横比对流动换热效果的影响（Re=2448）



2.3 入口速度对流动传热的影响

图 7 表示的是入口 Re 和 a/b 对冰浆流动换热的影响。如图 7（a）所示，随着 Re 的

增加，Nu 比呈现先减小后增大的现象。当 a/b=2.25 和 2.78 时，Nu 比随 Re 变化趋于稳

定。如图 7（b）所示，当 a/b=1.21 和 1.44 时，摩擦因子比随着 Re 的增加先减小后趋于

稳定，当 a/b >=1.78 时，摩擦因子比随着 Re 的增加先增大后趋于稳定。如图 7（c）所

示，随着 Re 的增加，综合换热因子呈现先减小后增大的现象。

（a）a/b 和 Re 对 Nu 的影响 （b）a/b 和 Re 对 f 的影响 （c）a/b 和 Re 对 η的影响

图 7 入口速度和纵横比对冰浆流动换热的影响 (S/D=12)

如图 8（a）所示，Nu 比随着 Re 的增大呈先减小然后平稳最后增大的趋势。如图 8
（b）所示，阻力系数之比随 Re 的增大呈现先减小后平稳的趋势，当 Re > 9793 时，阻

力系数之比几乎不再发生变化。在高雷诺数、低纵横比和高扭曲比工况下，阻力系数之

比接近于 1，说明扭曲管引起的湍流强度的增加只有达到一定值时才会对流动阻力产生

明显的影响。如图 8（c）所示，随着 Re 的增加，综合换热因子呈现先减小后增大的现

象，当 Re = 2448，a/b=1.21 时，所有扭曲比的扭曲管的综合换热因子均大于 1，说明扭

曲管的综合换热能力始终要大于光滑圆管。

（a）扭曲比和 Re 对 Nu 的影响 （b）扭曲比和 Re 对 f 的影响 （c）扭曲比和 Re 对 η的影响

图 8 入口速度和扭曲比对冰浆流动换热的影响（a/b=1.21）

3 结 论

本文使用数值模拟方法模拟了不同结构扭曲管中冰浆的流动换热过程，研究发现扭

曲管的几何结构和入口 Re 对冰浆的流动换热特性有着关键的影响效果。主要结论如下：

（1） 冰浆在扭曲管内旋转向前，不断剪切边界层，同时在横截面上产生的二次流，

增大了冰浆的掺混，进而强化传热，流动阻力也随之增加。

（2） 所研究结构的扭曲管的 Nu 比都大于 1，这表明扭曲管增强了冰浆的传热效



果。Nu 比随着 a/b 的增大而增大，随着 S/D 的增大而减小。当 a/b=2.78、S/D=5
时，Nu 数是相同条件下圆管的 1.2 倍，此时扭曲管的换热性能最好。

（3） 所研究结构的扭曲管的摩擦因子之比都大于 1，这表明扭曲管增加了冰浆的

流动阻力。摩擦因子之比随着 a/b 的增大而增大，随着 S/D 的增大而减小。

a/b 较小时，a/b 的变化对阻力系数的影响更大。并且相对于 S/D，a/b 对流

动阻力的影响更大。

（4） 扭曲管中的固相分数分布更均匀，中部固相分数更低，这表明扭曲管可以加

快冰浆的融化速率，促进冰浆更快的释放潜热，达到强化冰浆换热的目的。

冰颗粒的融化速度随 a/b的增大而增大，随着 S/D 的增大先减小后保持不变。

（5） 在低 Re 时，扭曲管的综合传热效果更好。当 Re=2448 时，所有结构的都有

着最好的综合换热效果。与扭曲管中单相流体的综合换热因子变化趋势不

同，扭曲管中冰浆综合换热因子随着 Re 的增大呈现先减小后增大的趋势，

随着 a/b 的增大而减小随着 S/D 的增大而增大。综合换热因子在 a/b=1.21，
S/D=5，Re=2448 时达到最大。
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摘要：为探究邦德数对水滴结冰特性的影响，开展了冷表面上正置与倒置水滴结冰过程的实验和建模

研究，分析了表面接触角和温度的作用。结果表明：（1）邦德数大于1时，倒置与正置水滴的结冰特性

有明显差异，倒置水滴的冻结轮廓更高且冻结时间更长；邦德数增大，二者的差异增加。（2）接触角

增大，水滴冻结轮廓更高且冻结时间更长，倒置与正置水滴结冰特性的差异更加明显；冷板温度不改

变冻结轮廓。（3）提出了冻结时间计算关联式，预测误差在25%以内。

关键词：倒置水滴；结冰特性；邦德数；模型研究

0 前言

水滴结冰现象在工业领域与自然界广泛存在，且往往会对生产生活造成不利影响
[1-2]。例如，当飞机经过高空中的低温积雨云时，积雨云中的过冷水滴与机身发生碰撞结

冰，这会改变机身表面形状，从而影响飞机的气动特性[3]，增加飞机的操控难度，甚至

导致飞机失控[4]；路面结冰则会使汽车车轮与地面间的摩擦减小，容易引发交通事故[5]；

电缆表面结冰可能会导致缆线过载断裂[6]。为了减小结冰产生的诸多危害，从单个水滴

层面对结冰机理进行研究，从而科学地预防结冰，具有重要的理论和应用价值。

目前，许多实验和模型研究了正置冷表面上水滴的结冰过程。Tavakoli 等[7-8]在实验

测量水滴结冰过程温度的基础上，将冷表面上水滴的结冰过程划分为液体过冷、成核再

辉、冻结和固体冷却四个阶段。水滴的结冰过程主要受水滴邦德数（表征重力与表面张

力比值的无量纲数）、表面接触角和冷面温度的影响[9-10]。Zhang 等[11]考虑过冷效应，对

正置水滴结冰过程进行建模，将冻结时间的预测误差从约 30%提高到约 10%。Dang 等[12]

对倾斜表面的水滴结冰过程进行实验和模型研究，发现表面倾角较大时，水滴更易结冰。

Zeng 等[13]对重力如何影响水滴结冰过程进行研究，发现重力主要是通过改变倒置水滴的

初始轮廓来影响水滴的结冰过程。

倒置冷表面上的水滴结冰问题十分常见，然而目前缺乏进一步的深入研究以及与正

置水滴结冰特性的对比分析。本研究对倒置水滴结冰过程进行实验和数理建模，基于验

证后的模型进一步对比分析正置和倒置水滴的冻结时间和轮廓，讨论邦德数、接触角和

冷表面温度的影响规律，并总结冻结时间的计算关联式。

基金项目：国家自然科学基金（No. 52076013）；北京市自然科学基金（No. 3212024，No.3232032)；中
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国博后科学基金（No. 2022M720423）；北京市科协青年人才托举工程（No. BYESS2023352）；中国空

气动力研究与发展中心结冰与防除冰重点实验室开课题（No. IADL20220304）

1 方法

1.1 理论模型

为分析倒置水滴结冰特性，建立描述水滴结冰的理论模型。由于实际的水滴结冰过

程十分复杂，在保证模型可靠性的基础下，对模型作如下简化假设：①水滴与周围环境

的热量交换很少，可忽略不计；②水滴的蒸发可忽略不计；③模型所研究的倒置水滴不

会从冷表面脱落；④成核再辉前后水滴的接触角不变；⑤结冰过程中，冻结锋面上部的

冰水混合物轮廓可简化为椭球形；⑥已冻结冰层中的温度场近似呈线性分布，冻结锋面

及冰水混合物的温度始终保持在凝固点（0°C）；⑦物性参数随温度变化不大，取平均温

度作为定性温度；⑧已冻结冰层中的气泡含量较少，其对冰层物性参数的影响可忽略不

计；⑨冻结锋面是平行于冷表面的平面。

1.1.1 模型介绍

如图 1(a)所示，倒置水滴在冷表面上的轮廓由重力与表面张力共同决定。邦德数 Bo

是表征水滴所受重力与表面张力比值的无量纲数，定义为：
2
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其中，  、g 和 分别是水与空气的密度差、重力加速度和水的表面张力， eqD 是与水

滴相同体积的球体直径， 0V 是水滴在初始时刻的体积。水滴的初始轮廓可由如下

Young-Laplace 方程数值计算得出：
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式中，x 和 y 分别是以水滴顶点为坐标原点时初始轮廓上点的水平和竖直坐标，r 是水滴

顶点处的曲率半径。随着 Bo 数的增大，水滴的初始轮廓更偏离球形。为简化后续模型

求解，将冻结锋面上部的水滴轮廓简化为椭球形，并通过最小二乘法获得轮廓参数。
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(a) 成核再辉前后 (b) 冻结阶段 (c) 三相点放大图

图 1 倒置水滴结冰模型示意图

如图 1(a)所示，在成核再辉阶段，水滴由液态水变为均匀的冰水混合物，这一过程
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产生一定质量分数的冰晶，所释放的潜热使水滴内部温度从过冷状态恢复至凝固点，冰

晶的质量分数 i 可由如下的能量守恒方程计算得出：

 i w F NL c T T   (3)

其中，L和cw分别是水的潜热和比热容，TF和TN分别是水滴的凝固点和成核温度。冰水混

合物的体积 NV 、潜热 mL 和密度 m 可通过以下方程得到：

0 w
N

m

V
V




 (4)

 m iL L  1- (5)

 m w i i i     1- (6)

式中， w 和 i 分别是水和冰在凝固点时的密度。

如图 1(b)所示，在冻结阶段，冻结锋面不断上升的过程满足质量和能量守恒，即冻

结锋面处冰水混合物质量的减少等于冰层质量的增加，冰水混合物冻结释放的潜热等于

其向冰层的散热，可由如下的方程表示：

 i F N
i m

d
d

k T TH
L

t H



 (7)

2
m i

d d
π

d d
V H

R
t t

   (8)

式中，V、R 和 H 分别表示冻结阶段冰水混合物的体积、冻结锋面的半径和高度， ik 表

示定性温度对应的导热系数。假设椭圆的离心率 e 与冰水混合物的体积正相关，二者之

间的关系可写成：

N

N

VV

e e
 (9)

其中， NV 和 Ne 分别是水滴在成核再辉阶段的水滴体积和椭圆离心率，且 2 2e a b a  为

冻结阶段冰水混合物的椭圆离心率，a 和 b 分别表示半长轴和半短轴，椭球的体积为：
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(10)

式中，θ 是冻结阶段三相点处的气液相界面与冻结锋面切线的夹角，即水平夹角，θ 会随

着冻结锋面的上升从初始接触角逐渐减小，  arccos R a  是椭圆参数方程中的参数。

如图 1(c)所示，冻结阶段中冻结锋面高度和半径的变化率与动态生长角 D 相关，动

态生长角描述三相点处气液相界面与气固相界面切线的夹角，反映了三相点移动方向与
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气液相界面方向的差异，它们之间的关系可表示为：

   D D

d 1 d
d tan d tan
R H v

t t   
   

 
(11)

其中， v 表示冻结速率，与滑移速率 sv 满足如下关系：

 s
D

1 1
tan tan

v v
  

 
  

  
(12)

此外，为了计算最终的冻结尖端，冻结速率 v 与水平夹角 θ 之间存在如下联系：

 R
R
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v

  
 


 

 


 
 

(13)

式中， R 表示临界后退角， 为滑移系数。三相点处，气液界面的斜率满足：

,
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(14)

联立求解方程(7)-(14)即可获得水滴的冻结轮廓及冻结锋面随时间的变化关系。

1.1.2 模型验证

相机

数据采集器

计算机

冷光源
观察室（正置状态） 观察室（倒置状态）

换热器

热电制冷片

冷板

倒置水滴 局部放大图
恒温水浴氮气罐 温度控制器

图 2 倒置水滴结冰实验装置示意图

为开展水滴结冰实验并验证水滴结冰模型的可靠性，搭建图 2 所示的实验装置，该

装置主要由制冷系统、数据采集系统、图像采集系统和实验段组成。制冷系统主要包括

热电制冷片、温度控制器、换热器、恒温水浴槽等设备。热电制冷片热端产生的热量通

过换热器由恒温水浴槽带走，温度控制器通过热电偶采集冷表面温度，并向热电制冷片

传送控制信号，以达到调节冷表面温度的目的。数据采集系统主要包括热电偶、数据采

集器（KEYSIGHT 34970A）和计算机等设备，通过热电偶采集冷表面温度，并将数据传

递给计算机存储。图像采集系统主要由冷光源、相机（CCD AO-508U）和计算机等设备

组成，通过相机记录水滴结冰过程中的图像，实验过程中设置相机拍摄速率和分辨率分

别为 25 帧/秒和 1024×1024 像素，并将图像信息传递给计算机存储。实验段包括实验表



- 5 -

面（铝板）、观察室等，铝板尺寸为 40 mm × 40 mm × 1 mm，观察室采用透明有机玻璃

制作且在实验过程中内部充满氮气以减弱冷表面结霜对实验结果的影响。

图 3 实验与模型所得水滴冻结轮廓对比

实验过程中，通过移液器分别将 0V  = 5 μL（Bo = 0.61）和 0V  = 20 μL（Bo = 1.53）
两个体积的液滴放置在铝板表面，体积精度为±0.1 μL，在冷表面均为–14 ℃时开展正置

与倒置水滴的结冰实验，实验与模型所得的水滴冻结轮廓如图 3 所示。可以看出，四组

工况下，实验与模型所的冻结轮廓十分接近，模型计算轮廓与实验数据点之间的决定系

数R2均大于 98%（R2的取值范围为 0~1，其值越大表示模型与实验轮廓的吻合效果越好），

模型所计算的冻结时间与实验结果的误差均小于 13%。由此说明，本文所建水滴结冰模

型能够较好地预测冻结轮廓和冻结时间。

2 结果讨论

为进一步分析邦德数、接触角和冷板温度对倒置水滴结冰特性的影响，设计并利用

模型计算了 26 个工况下正置和倒置水滴的结冰过程。当 Bo = 1 时，水滴的初始体积为

10.59 μL，重点分析 Bo ≤ 1 或 Bo > 1 时倒置水滴结冰特性的改变。

2.1 邦德数的影响

图 4 是冷表面温度为–20 ℃和初始角为 90°时，邦德数对正置与倒置水滴的冻结时间

和轮廓的影响。图 4(a)表明，随着邦德数的增大，正置和倒置水滴的冻结时间均近似线

性增加。倒置水滴的冻结时间总是大于正置水滴，且二者的差异随着邦德数的增大而增

加，这主要是由于不同邦德数下，倒置水滴冻结轮廓的高度总是大于正置水滴，且两种

轮廓的区别也随着邦德数的增大而增加，如图 4(b)所示。此外，当 Bo ≤ 1 时，倒置与正

置水滴的冻结时间和轮廓之间的差异几乎可以忽略；当 Bo > 1 时，二者之间的差异明显，

且倒置水滴的冻结轮廓明显偏离球形，变得更加细且高。

图 5 是冷表面温度为–20 ℃，邦德数分别为 0.61 和 1.53 时，初始接触角对正置与倒

置水滴冻结时间和轮廓的影响。图 5(a)表明，随着初始接触角的增大，正置和倒置水滴

冻结时间均增加，且邦德数较大时，冻结时间增加更快。倒置水滴的冻结时间总是大于

正置水滴，且二者的差异随着初始接触角的增大而增加。这主要是由于不同初始接触下，
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倒置水滴冻结轮廓的高度总是大于正置水滴，且两种轮廓的区别也随接触角的增大而增

加，如图 5(b)所示。当 Bo = 0.61 时，倒置与正置水滴的冻结轮廓几乎重合，故未画出（下

同），二者冻结时间的差异也可忽略；当 Bo = 1.53 时，倒置与正置水滴冻结轮廓的区别

明显增大，且随初始接触角的增大，水滴的基底半径减小而冻结高度增加。
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图 4 邦德数对水滴结冰特性的影响
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图 5 不同邦德数下接触角对水滴结冰特性的影响

图 6 为初始接触角为 90°，邦德数分别为 0.61 和 1.53 时，冷板温度对正置与倒置水

滴冻结时间和轮廓的影响。图 6(a)表明，随着冷板温度的升高，正置与倒置水滴的冻结

时间均增加，且邦德数较大时，冻结时间增加更快。倒置水滴的冻结时间总是大于正置

水滴，且二者的差异随着冷板温度的增大略有增加。从图 6(b)可以看出，不同冷表面温

度下，倒置水滴冻结轮廓的高度总是大于正置水滴，但是正置和倒置水滴的冻结轮廓均

与冷表面温度无关。
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图 6 不同邦德数下冷表面温度对水滴结冰特性的影响

2.2 冻结时间的综合分析

根据方程(7)可知，水滴的冻结时间 Ft 主要与冰的密度 i 和导热系数 ik 、冰水混合物

的潜热 mL 、冷面温度 NT 和水滴高度 FH ，而水滴高度 FH 可通过水滴初始体积 0V 和初始

接触角 0 计算，由此得到水滴的冻结时间近似满足：
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从本文的结果讨论部分可以看出，倒置与正置水滴冻结时间的区别主要与邦德数和初始

接触角相关，因此冻结时间进一步写为：
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其中，  0,f Bo  为无量纲项，结合本文的计算结果可表示为：
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图 7对比了利用关联式(16)所得冻结时间与本文模型和本文实验以及文献实验数据，

所有数据点的误差均小于 25%。从式(16)中参数 n 的取值也可以看出，当 Bo ≤ 1 时，正

置和倒置水滴的结冰时间几乎没有区别；当 Bo > 1 时，正置和倒置水滴冻结时间会出现

明显的差异。倒置与正置水滴的冻结时间之比为：
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由此说明，倒置与正置水滴冻结时间的差别主要受邦德数的影响。
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图 7 关联式所得冻结时间与本文模型和实验以及参考文献数据的对比

3 结 论

对低温冷表面上倒置水滴的结冰特性进行实验和数理建模研究，通过模型分析，得

到以下结论：

（1）水滴冻结时间和轮廓均受邦德数的影响。当邦德数大于 1 时，倒置与正置水

滴的结冰特性会出现明显差异，且随着邦德数的增大差异逐渐增加，倒置水滴的冻结轮

廓更高且冻结时间更长。

（2）初始接触角增大，水滴冻结轮廓更高且冻结时间更长，倒置与正置水滴结冰

特性的差异更加明显；冷表面温度不改变水滴的冻结轮廓，但会使冻结时间明显增加。

（3）结合量纲分析，提出了正置和倒置水滴冻结时间的计算关联式，预测误差在

25%以内。
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摘 要 锂离子电池以其高比能、长寿命等优点，在新能源汽车和储能领域得到了广泛应用。然而，电池的安全问题仍是阻碍

其大规模发展的关键。本文提出了自毁微胶囊的概念，基于电池热失控时序调控，采用原位聚合制备出以十六水硫酸铝为芯材，

三聚氰胺脲醛树脂为壳材的微胶囊，实现在特定温度下释放芯材，降低热失控灾害程度的目的。本文的研究成果将为设计和开

发抑制电池热失控，提高电池安全性的自毁剂产品提供新的思路和依据。
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Preparation of self-destruct microcapsules and its inhibition of

thermal runaway in batteries
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Abstract: Lithium-ion batteries have been widely used in the fields of new energy vehicles and energy storage because
of its high specific energy and long life. However, the safety issue of batteries is still the key to hindering its large-
scale development. In this paper, the concept of self-destruct microcapsules is proposed. Based on the thermal runaway
time sequence control of batteries, self-destruct microcapsules with aluminum sulfate hexadecahydrate as the core
material and melamine urea-formaldehyde resin as the shell material are prepared by in-situ polymerization to achieve
the purpose of releasing the core material at a specific temperature and reducing the degree of thermal runaway disaster.
In addition, the effects of emulsifier type and concentration, stirring speed and other parameters on microcapsules, as
well as the inhibition effect of microcapsules with different core-shell ratios on thermal runaway of batteries were also
investigated. Using 10% sodium dodecyl sulfate emulsifier and 800r/min stirring speed, the microcapsule with 1:1
core-shell ratio has the best inhibition effect on thermal runaway of the battery. The research results of this paper will
provide a new idea and basis for the design and development of self-destructing agents to restrain the thermal runaway
of batteries and improve the safety of batteries.
Key words: lithium-ion batteries; self-destruct battery; microcapsules; thermal safety regulation
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0 前 言

锂离子电池（LIBs）具有相对较高的比能量/功率密度，是目前应用最广泛的电动汽车动力电池，推动了

汽车能量来源从化石燃料向清洁的可再生能源的转变
[1]
。然而充电时间长、续驶里程短是电动汽车推广应用

的主要难题。 为进一步提高电动汽车的续航里程，具有高能量密度的高镍三元电池得到了广泛的关注
[2,3]

。

然而，由于高镍三元材料的不稳定性，在高温下 SEI 膜易熔化，碳酸酯类电解液会与负极中嵌入的 Li发生反

应，释放出 CH4、CO 等还原性气体并攻击正极，从而释放大量热量并引发电池热失控。最新的研究表明，热

失控期间放出的热量主要来源于负极产生的还原性气体与正极相变产生的氧气之间发生的氧化还原反应
[4]
。

因此，为了提高电池的安全性，迫切需要切断这一导致电池热失控的主放热反应路径。目前，常用的提高电

池安全性的措施包括：在隔膜上涂覆共聚物微球，当电池到达一定温度时，共聚物层熔化塌陷，形成离子阻

挡层，阻止锂离子传输从而阻断电池的正常工作
[5-7]

。然而，这些方法都是基于电池热失控的被动防护的概念，

如何从源头上抑制热失控的产生，提高锂离子电池的安全性，是急需解决的重要问题。

为了从根源上抑制电池热失控，我们提出了一种提前消耗负极中嵌入的锂的方法，通过引入自毁剂，使

其在较低温度下抢先与负极反应，消耗掉负极中的嵌锂，切断电解液与负极的反应路径。自毁剂的引入可以

及时使负极失活，阻止进一步的热失效。自毁剂的释放时刻的控制是实现这一方法的关键。为了让自毁剂能

够在电池内部正常存储，可以将其通过改性微胶囊进行包覆，使其与电池材料隔离，从而不影响电池的正常

工作。当电池内部温度升高至某一温度时，微胶囊壳体会自动破裂，主动释放自毁剂芯材，使其与负极嵌锂

发生反应，从而抑制电池热失控的发生。

为了使自毁剂更高效的发挥作用，微胶囊的制备极其重要。目前研究者们采用原位聚合的方法进行制备，

主要包括预聚体合成、芯材乳化和材料聚合三个步骤。其中乳化剂种类、用量和聚合搅拌转速等因素会影响

微胶囊合成的形貌以及性能。常洋珲
[8]
等人采用原位聚合法制备了十五烷微胶囊，探究了 pH 值、转速以及升

温速率等因素对微胶囊性能的影响。Zhang[9]
等人成功制备了正十八烷芯材和三聚氰胺甲醛外壳的微胶囊，研

究了搅拌转度、乳化剂含量等对胶囊形态等性能的影响。Han[10]
等人采用原位聚合法合成了以相变材料石蜡

为芯材，三聚氰胺脲醛为外壳的微胶囊，研究了加工工艺条件包括核壳比、乳化剂浓度和 pH 值等因素对合成

微胶囊的影响。Marta Baginska[11]
等人通过原位聚合成功地将阻燃剂磷酸三甲苯酯(TCP) 包封在聚脲醛核壳

微胶囊中，提高了电池安全性。研究表明，采用原位聚合方法制备微胶囊的工艺参数至关重要，同时基于微

胶囊的电池安全性提升方法是可行的。然而，由于阻燃剂芯材种类较多，热失控抑制机理差异性较大，因此

仍然需要开展深入的研究工作。

本文首先通过采用原位聚合的方法，以自毁剂十六水硫酸铝为芯材，三聚氰胺脲醛树脂为壳材，开展了

微胶囊的初步合成。然后，通过深入研究乳化剂的种类和用量，以及溶液搅拌速度对微胶囊制备的影响，综

合分析得到了微胶囊制备的最佳工艺条件。最后，通过将制备得到的不同核壳比的微胶囊与电池各组分材料



进行热分析测试，对微胶囊抑制电池热失控的作用效果进行详细揭示。下面，将逐一进行详细介绍。

1 微胶囊的制备方法

本文采用原位聚合的方法制备以十六水硫酸铝为芯材，三聚氰胺脲醛树脂为壳材的微胶囊。微胶囊合成

过程如图 1 所示，具体的制备流程分为三步：第一步是预聚体的合成
[12]

。将 7.78g 三聚氰胺，7.40g 尿素，

29.98g 甲醛溶液（ω=0.37）和 30g 去离子水加入到烧杯内进行混合，用无水碳酸钠调节溶液 pH 值为 8~9。在

水浴加热条件下，从 30℃以 2.5℃ min-1 升温速率加热到 70℃，并采用磁力搅拌器搅拌 1 小时后得到澄清透

明的三聚氰胺脲醛树脂预聚体。随后向烧杯中加入 375g 的去离子水，得到浓度为 10%的预聚体。第二步是

芯材的乳化
[13]

。取一定量的十六水硫酸铝溶于 20ml 去离子水中，再将一定量的乳化剂添加到该溶液中，采

用磁力搅拌器以 500r/min 的转速搅拌溶液 1 小时，得到十六水硫酸铝乳液。第三步为聚合合成阶段。取出

50ml 的浓度为 10%的预聚体放入烧杯中，将已准备好的十六水硫酸铝乳液缓慢的滴入烧杯中。采用磁力搅拌

器以一定转速搅拌混合溶液 8 小时。搅拌结束后，将溶液静置 24h，然后用无水乙醇和去离子水各清洗三次，

随后放入干燥箱内，在 60℃下烘干 6 小时，得到白色粉末状的十六水硫酸铝微胶囊。

图 1 十六水硫酸铝微胶囊合成过程示意图

Fig. 1 Schematic diagram of synthesis process of hexahydrate aluminum sulfate microcapsules

2 不同工艺参数对微胶囊特性的影响

2.1 乳化剂种类对微胶囊形貌的影响

乳化剂的选择是微胶囊能否成球的关键。图 2 为不同乳化剂下制备的微胶囊的 SEM 图。结果表明，采用

全氟辛烷磺酸钾用于包覆十六水硫酸铝的乳化效果相对较差，大部分微胶囊结块堆积，呈现出形貌不规则和

大颗粒黏附的现象。而另一种乳化剂十二烷基硫酸钠，属于水合盐亲水性物质。制备出来的微胶囊，样品表

现为球形形态，颗粒分明，但仍有少许粘连附着。十二烷基硫酸钠的亲油亲水平衡值 HLB=12，常用油包水

体系中，在乳化过程中，亲水基团附着在芯材表面，疏水基团排列向外。当加入预聚体后，壳材小分子聚合

物带有正电荷，通过乳化剂的负电荷吸引，沉积到芯材表面，包覆成球状。因此，制备十六水硫酸铝微胶囊

的表面活性剂应选用十二烷基硫酸钠。



（a）全氟辛烷磺酸钾

（b）十二烷基硫酸钠

图 2 不同乳化剂下十六水硫酸铝微胶囊的 SEM 图

Fig. 2 SEM images of aluminum sulfate hexadecahydrate microcapsules under different emulsifiers

2.2 乳化剂用量对微胶囊形貌的影响

十二烷基硫酸钠作为乳化剂时，微胶囊形成的原因是乳化剂分子的亲水基团吸附在十六水硫酸铝的表面，

疏水基团排列在外，随着分子的吸附量的增加，将十六水硫酸铝液滴表面全部包裹起来，从而将十六水硫酸

铝乳化，进而合成微胶囊。而且乳化剂的加入，可以使水的表面张力下降，在搅拌作用下，水相与油相互不

分层，使乳液体系稳定。所以，乳化剂的用量多少对微胶囊的形成起到了至关重要的作用。

以乳化剂的用量为自变量，分别取乳化剂的用量为 8%、10%和 12%（相对于十六水硫酸铝的质量分数），

进行微胶囊的合成。图 3 为不同乳化剂用量下制备的微胶囊的 SEM 图。如图 3 所示，当用量为 8%时，乳化

剂含量较少，十六水硫酸铝液滴没有完全被乳化剂包裹住，甚至有些液滴没有被乳化，导致十六水硫酸铝很

难在预聚体溶液中分散，并且由于溶液中乳化剂含量少，溶液体系不稳定，导致壁材的堆积，最终制备出来

的微胶囊成型率低且其表面粗糙。当用量为 10%时，乳化剂用量适当，十六水硫酸铝的乳化效果较好，溶液

体系也趋近于稳定，微胶囊的成型率最高，表面相对比较光滑，无黏附的颗粒。当乳化剂用量为 12%时，乳

化剂处于过量状态，此时的乳液体系粘度增加，使得制备出来的微胶囊粘连严重。综上所述，乳化剂的最佳

浓度为 10%。



（a）8%

（b）10%

（c）12%

图 3 不同乳化剂浓度下十六水硫酸铝的 SEM 图

Fig. 3 SEM images of aluminum sulfate hexadecahydrate at different emulsifier concentrations

2.3 搅拌转速对于微胶囊形貌的影响

在微胶囊合成阶段，溶液的搅拌速度也同样起着非常重要的作用。搅拌转速过低，微胶囊容易粘黏团聚，

搅拌速度过高，微胶囊的核壳结构容易遭到破坏，因此确定合适的搅拌速度很有必要。图 4为十六水硫酸铝

微胶囊在不同转速下的 SEM 图。图中结果显示，当搅拌转速为 600r/min 时，微胶囊大小不一，具有严重的颗

粒团聚现象，其粒径为 2~5μm 左右。出现团聚现象的原因在于转速较低的情况下，给予溶液的剪切力小，导

致壁材与芯材溶液混合不均匀。随着小分子物质的聚合，慢慢沉积，形成互相粘连的颗粒。而当转速为 800r/min

时，整体微胶囊的形貌有所改善，由于溶液中的粒子分布较为均匀，制备出来的微胶囊粘连变少，表面光滑，

无明显瑕疵。当转速继续增加到 1000r/min 时，可以看到微胶囊又出现了团聚的现象。主要是由于在转速较

高的情况下，剪切力较大，使得乳化剂与壁材之间的吸附沉积受到干扰，溶液体系不稳定，导致各个颗粒之



间的团聚。对比三种转速下微胶囊的形貌，可以看到转速过大或过小都会颗粒团聚的现象，在粒径分布方面，

转速为 1000r/min 时的粒径相对更小一些，归因于较大的剪切力能够将液滴分散至更小。所以搅拌转速的大

小不仅影响颗粒的表面形貌，还影响粒径的大小。综上，制备微胶囊的最佳转速为 800r/min。

（a）600r/min 搅拌速度下的微胶囊 SEM 形貌

（b）800r/min 搅拌速度下的微胶囊 SEM 形貌

（c）1000r/min 搅拌速度下的微胶囊 SEM 形貌

图 4 不同转速下十六水硫酸铝微胶囊的 SEM 图

Fig. 4 SEM images of aluminum sulfate hexahydrate microcapsules at different rotational speeds

2.4 FTIR 分析

分别针对对十六水硫酸铝、MUF 外壳和十六水硫酸铝微胶囊进行了红外光谱测试。结果如图 5 所示。

十六水硫酸铝光谱在 1630cm-1 处存在 SO42-阴离子的伸缩振动，1100cm-1 处存在 SO42-阴离子的对称和非对称

伸缩振动，600cm-1 处存在 Al-O 键的弯曲振动。MUF 壳在约 3336cm-1 处的吸收峰归因于 O-H 和 N-H 的拉伸

振动，1581cm-1 附近的吸收峰归因于 C=O 的拉伸振动，1344cm-1 处的特征吸收峰归因于脂肪族 C-N 振动
[14]

。

这些峰与三聚氰胺、尿素和甲醛之间的形成的共聚物光谱紧密吻合，表明形成了交联聚合物。微胶囊的 FTIR



光谱包括 MUF 外壳和芯的特征吸收峰，且无新的吸收峰出现，表明十六水硫酸铝已成功微胶囊化到 MUF 外

壳中。

图 5 十六水硫酸铝、MUF 外壳和微胶囊的红外光谱图

Fig. 5 Infrared spectra of aluminum sulfate hexadecahydrate, MUF shell and microcapsule

3 微胶囊及其与电池各组分材料的热特性分析

3.1 十六水硫酸铝微胶囊的热稳定性分析

本文制备了 3 种不同核壳比的自毁微胶囊，分别为 2:1、1.5:1 和 1:1。对十六水硫酸铝和不同核壳比的

微胶囊进行了DSC-TG热分析测试，测试条件为氩气氛围下从常温 25 ℃升温至 500 ℃，升温速率为 10K/min。

其中十六水硫酸铝的测试结果如图 6所示。从图中可以看出十六水硫酸铝的热解过程包括两个结晶水脱离阶

段。首先在 80 ℃左右十六水硫酸铝开始吸热，在 80~150 ℃的温度区间脱出 11 个水分子。在到达 280℃之

后，又开始吸热，脱出剩余的水分子，最终成为稳定的硫酸铝状态。

图 6 十六水硫酸铝的 DSC-TG 曲线



Fig. 6 DSC-TG curve of aluminum sulfate hexahydrate

针对不同核壳比的微胶囊进行了 DSC-TG 热分析，测试结果如图 7 所示。三聚氰胺脲醛树脂壳体在

100~200℃温度区间受热破裂，释放十六水硫酸铝芯材。核壳比 2:1 与 1.5:1 的微胶囊在 80~150 ℃都存在一个

吸热峰，与十六水硫酸铝本身的吸热曲线类似，表明这两种核壳比的微胶囊表面含有许多十六水硫酸铝物质

残留，存在泄漏问题。当核壳比减小为 1:1 时，温度较低的吸热峰消失，只在 200~300 ℃温度区间出现一个

吸热峰，随着温度的升高，十六水硫酸铝芯材大量脱水，导致微胶囊内部压力变大，壳体破裂，进而缓慢地

释放出结晶水，同时伴随着壳体的分解，在 200~300 ℃达到吸热最大峰值。

图 7 不同核壳比微胶囊的 DSC 曲线

Fig. 7 DSC curves of microcapsules with different core-shell ratios

3.2 不同核壳比微胶囊对电池各材料组分热特性的影响

将不同核壳比的微胶囊与 1Ah NCM811/Gr 电池的材料各组分进行 DSC 测试。首先将 1Ah 满电态

NCM811/Gr 软包电池在手套箱中拆解，正负极片用 DMC 浸泡后，通过刀片刮取得到正负极粉末，用于 DSC

测试。测试使用的电解液为 1mol LiPF₆ 溶于 EC:EMC=3:7。

测试微胶囊对电池材料组分的放热反应影响，不同核壳比微胶囊与电池材料混合的 DSC 测试结果如图

8 所示。微胶囊与负极的反应结果显示，芯材泄漏最严重的核壳比 2:1 的微胶囊直接与负极接触发生反应，相

较于其它核壳比的微胶囊，放热峰很大并且提前了很多。微胶囊制备过程中加入的十六水硫酸铝较多，大量

的十六水硫酸铝发生泄漏并参与反应。核壳比为 1.5:1 时的微胶囊在最开始也存在一个小反应峰，表示少部

分泄露的十六水硫酸铝与负极接触反应，之后都在缓慢的反应，原本负极的放热峰大幅减小，整体放热量被

分散，对于核壳比 1:1 的微胶囊，整体对负极的反应效果和核壳比 1.5:1 的微胶囊是一样的，负极放热都有减

少。加入电解液后，三种核壳比的微胶囊的放热峰都存在一个前移的现象，说明反应峰提前，能够起到反应

时序调控的作用。考虑到除了核壳比 1:1 的微胶囊之外，其他核壳比的微胶囊都存在芯材泄漏的问题，从 DSC

测试结果来看，有泄漏迹象的微胶囊与电池材料组分反应的反应温度都较低（100℃之前），这虽然能够有效

分散放散放热反应积累的热量，过早的热量释放会降低电池自产热温度，导致电池提前发生热失控。所以，



包覆完整且没有芯材泄露的微胶囊样品更符合材料热安全设计的思路，因此，我们采用核壳比 1:1 的微胶囊

进行材料产热性能测试。

图 8 不同核壳比微胶囊(Mp)与负极(An)、电解液(Ele)组合的 DSC 曲线

Fig. 8 DSC curves of microcapsules with different core-shell ratios combined with negative electrode and negative electrolyte

采用核壳比为 1:1 的微胶囊进行了电池全组分材料的热特性测试，其结果如图 9 所示，相较于对照组，

加入微胶囊之后，电池全组分整体释热量有明显下降，其中原本的主反应峰在 200 ℃，放热峰值为 644.43 J/g。

加入微胶囊完成时序调控后，200 ℃时的放热峰值降低为 475.02 J/g，同时主反应峰延后到 250 ℃，避免了电

池内部反应的热量积累。

图 9 核壳比 1:1 的微胶囊与电池全组分的 DSC 曲线

Fig. 9 DSC curves of core-shell ratio 1:1 microcapsules and whole components

4 结论

本文采用原位聚合的方法制备了十六水硫酸铝微胶囊，深入探究了不同工艺参数对微胶囊特性的影响，

研究了不同核壳比的微胶囊对电池各组分材料的热特性的影响，结论如下所示：

（1）采用原位聚合的方法制备了以十六水硫酸铝为芯材，三聚氰胺脲醛树脂为壳材的微胶囊。确定了

十二烷基硫酸钠作为乳化剂，用量为 10%（相对于芯材质量分数），搅拌转速为 800r/min 的工艺条件，制备

出表面光滑无瑕疵，颗粒分明，粒径在 2~4μm 左右的微胶囊。

（2）分别针对对十六水硫酸铝、MUF 外壳和十六水硫酸铝微胶囊进行了红外光谱测试。结果显示微胶囊

的 FTIR 光谱包括 MUF 外壳和芯的特征吸收峰，且无新的吸收峰出现，表明十六水硫酸铝已成功微胶囊化到



MUF 外壳中。

（3）通过对不同核壳比的微胶囊进行热特性分析测试，得出核壳比 1:1 的配比制备的微胶囊对电池热

失控抑制效果最好，电池全组分整体释热量有明显下降，主反应峰延后，避免了电池内部反应的热量积累。

参考文献

[1] Piao N, Gao X, Yang H, et al. Challenges and development of lithium-ion batteries for low temperature environments[J].

eTransportation, 2022, 11, 100145.

[2] 何向明, 冯旭宁, 欧阳明高. 车用锂离子动力电池系统的安全性[J]. 科技导报, 2016, 34(06), 32-38.

He X, Feng X, Ouyang M. Safety of Vehicle Lithium-ion Power Battery System [J]. Science & Technology Review, 2016, 34(06):

32-38.

[3] Feng X, Ouyang M, Xiang L, et al. Thermal runaway mechanism of lithium ion battery for electric vehicles: A review[J]. Energy

Storage Materials, 2018, 10:246-267.

[4] Wang, Y, Feng X, Peng Y, et al. Reductive gas manipulation at early self-heating stage enables controllable battery thermal failure[J].

Joule, 2022 ,6(12): 2810-2820.

[5] Baginska M, Benjamin J, Blaiszik R, J Merriman, et al. Autonomic Shutdown of Lithium-Ion Batteries Using Thermoresponsive

Microspheres[J]. Advanced Energy Materials, 2012, 2(5):583-590.

[6] Ji W, Bolun J, Fang X, et al. Temperature-responsive microspheres-coated separator for thermal shutdown protection of lithium ion

batteries[J]. RSC Advances, 2015, 5(1):172-176.

[7] Zhang C, Li H, Wang S, et al. A polyethylene microsphere-coated separator with rapid thermal shutdown function for lithium-ion

batteries[J]. Journal of Energy Chemistry, 2020, 44:33-40.

[8] 常洋珲, 孙志高. 十五烷微胶囊潜热型功能流体的制备及其性能[J]. 储能科学与技术, 2022, 11(10):3123-3132.

Chang Y, Sun Z. Pentadecane microcapsule preparation of latent functional fluid and its performance [J]. Energy storage science

and technology, 2022, 11(10) : 3123-3132.

[9] X.X. Zhang Y.F. Fan X.M,Tao,K.L. Yick. Fabrication and properties of microcapsules and nanocapsules containing n -octadecane[J].

Materials Chemistry and Physics, 2004, 88(2).

[10] Han S, Chen Y, Lyu S, et al. Effects of processing conditions on the properties of paraffin/melamine-urea-formaldehyde

microcapsules prepared by in situ polymerization[J]. Colloids and Surfaces A: Physicochemical and Engineering Aspects, 2020,

585: 124046.

[11] Baginska M, Sottos N R, White S R. Core–shell microcapsules containing flame retardant tris (2-chloroethyl phosphate) for lithium-

ion battery applications[J]. Acs Omega, 2018, 3(2): 1609-1613.

[12] Han S, Lyu S, Chen Z, et al. Fabrication of melamine–urea–formaldehyde/paraffin microcapsules modified with cellulose

nanocrystals via in situ polymerization[J]. Journal of Materials Science, 2019, 54: 7383-7396.

[13] 彭勇刚, 纪俊玲, 汪媛等, 水合盐相变微胶囊的制备及在调温织物中的应用[J]. 印染助剂, 2016, 33(07):41-43.

Peng Y, Ji J, Wang Y, at al. Preparation of hydrated salt phase change microcapsules and its application in temperature control fabrics

[J]. Printing and Dyeing Auxiliaries, 2016, 33(07):41-43.

[14] Lou P, Zhang W, Han Q, et al. Fabrication of fire‐response functional separators with microcapsule fire extinguishing agent for

lithium‐ion battery safety[J]. Nano Select, 2022, 3(5): 947-955.



1

中国工程热物理学会 学科类别

学术会议论文 编号：233396

具有优异太阳能驱动热管理的柔性复合膜

赵宽, 段书梦, 陈鸿宇，王继芬*, 谢华清

上海第二工业大学资源与环境工程学院；上海市金海路2360号上海市先进热功能材料工程研究中心

201209

*通讯作者, 王继芬, 电子邮箱: wangjifen@sspu.edu.cn

摘要：本研究制备了聚乙烯醇/石墨烯/氨化碳纳米管改性相变微胶囊(ACNTs-PCM)复合薄膜(PGAMF)。

设计的夹层结构可以通过聚乙烯醇(PVA)的氢键作用将 ACNTs-PCM 微胶囊固定在 PGAMF 薄膜内部，

防止其脱落和滑动，从而使 PGAMF 复合薄膜具有适当的储热、力学性能、出色的灵活性和稳定性。更

重要的是，PGAMF 复合薄膜可以有效地将太阳能转化为热能，其光热转换效率高达 88.8%。因此，本

研究制备的具有柔性、储热和光热转换功能的多功能复合薄膜在低温地区保温和太阳能驱动热管理工

程中具有广阔的应用场景。

关键词：相变材料；光热转换；复合膜；热管理；太阳能

0 前言

近年来，频繁发生的极端天气以及热管理、能量转换、节能建筑和可再生能源技术

的发展，对恒温热管理的技术和功能提出了更高的要求[1]。传统的热管理模式利用化石

能源为建筑物供暖或供冷，存在能耗高的缺点。由此产生的热量排放加剧了全球变暖和

城市热岛效应[2]。太阳能是一种绿色丰富的可再生能源。在寒冷的室外温度和低日照条

件下实现有效的热管理以保存热量是非常具有挑战性的。穿厚衣服是传统的保暖方法之

一。然而，由于缺乏持续的供暖热源，在寒冷的户外环境中很难保持恒定的体温，而且

穿厚衣服会影响身体活动，降低舒适度[3]。在寒冷的户外地区保持相对恒定和舒适的体

温对各种身体功能至关重要[4]。因此，开发具有太阳能驱动的热管理功能的多功能和柔

性复合材料至关重要。具有巨大潜热和能量密度的相变材料已被广泛用于储热和热调节
[5]。有机相变材料因其良好的化学稳定性、低过冷度和弱化学腐蚀性而获得了研究人员

的关注。选择适当的有机相变材料并将其用于人体热管理具有重要意义。正十八烷的相

变温度与人体舒适温度相当，无毒，且储热性能高，一直是研究的重点[6]。然而，在相变

过程中，传热性差和严重的流动障碍阻碍了正十八烷的实际应用。

基金项目：(国家自然科学基金(No.51776116)和上海市科技计划项目(No.22010500600))

微胶囊技术是解决上述问题的一个有效方法[7]。微胶囊技术是指用有机或无机材料

封装相变材料，形成具有核壳结构的相变微胶囊。这种技术不仅可以防止正十八烷的泄

漏，而且封装后的正十八烷可以作为一种多功能材料，通过与纤维、涂料、塑料、粘合
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剂等基材的结合，可以广泛地应用于节能建筑、智能织物、集热、人体医学、航空航天

等领域[8]。Zhao 等人[9]通过悬浮聚合法合成了正十八烷基微胶囊，并与水泥混合，制备

了具有热调节性能的节能建筑板材。与传统的水泥基建筑材料相比，含有 30 wt.%的节

能建筑板在 10-50 ℃的温度范围内可以多节省 67.82%的热能。Zou 等人[10]利用溶胶-凝
胶法和乳液法制备了 TiO2 壳微胶囊，并通过氢键将 TiO2 壳微胶囊纳入聚合物基体，合

成了一种具有热能储存和良好弹性的复合薄膜。所制备的复合膜达到了 0.09 W/(m·K)的
热导率和 41.18 J/g 的相变焓。然而，微胶囊和聚合物基体之间的相互作用力较弱，有可

能在应用过程中造成滑动或脱落，这将严重影响其有效性。PVA 是一种可生物降解的聚

合物，具有良好的水溶性、出色的成膜性和灵活性[11]。石墨烯纳米片作为一种二维材料，

具有快速传热和优良的太阳-热转换性能，是柔性复合薄膜材料中理想的光吸收剂[12]。除

了高储能密度和良好的稳定性外，多功能薄膜中的微胶囊在太阳能转热和储热应用中还

需要增强其传热性能，使太阳能转化的热能能够及时以潜热的形式储存在微胶囊中。

基于上述背景，本研究以正十八烷为芯材，以氨化多壁碳纳米管(ACNTs)修饰的苯

乙烯-二乙烯基苯共聚物为复合外壳，通过悬浮聚合的方式制备了相变微胶囊(PCM)。通

过将 PVA、石墨烯纳米片和 ACNTs-PCM 的混合物铺在平板上并在室温下晾干，得到了

一系列具有夹层结构的 PVA/石墨烯纳米片/ACNTs-PCM 薄膜(PGAMF)。ACNTs-PCM 微

胶囊被固定在夹层结构的中间层，以防止它们在应用中滑动或脱落。PGAMF 复合膜具

有储热和太阳能-热能转换的双重功能。在 PVA 的粘合作用下，得到的 PGAMF 复合膜

具有良好的柔韧性。对于 PGAMF 复合膜来说，ACNTs-PCM 提供了优良的储热性能，

而 ACNTs-PCM 微胶囊中石墨烯纳米片和 ACNTs 之间的空间协同作用提供了优良的太

阳-热转换和热传导性能。这种太阳能驱动的可穿戴复合膜可以为寒冷的户外地区提供热

量，起到保温作用。

1 材料与方法

1.1 材料

利用分析试剂(AR)正十八烷(99 %)作为微胶囊的储能芯材。十二烷基苯磺酸钠

(SDBS，95%，AR)和偶氮异丁腈(AIBN，98%，AR)分别作为分散剂和引发剂。苯乙烯单

体(SM，99%，AR)和二乙烯基苯(DVB，95%，AR)被用来合成微胶囊的有机外壳。氨化

多壁碳纳米管(ACNTs，95 wt.%)的直径为 8-15 nm，长度为 50 um。ACNTs 中的-NH2含

量为 0.45 wt.%。醇解度为 98%的聚乙烯醇(PVA，99%，AR)被用作复合相变膜的基体。

上述所有的化学试剂都购自中国上海泰坦科技有限公司

1.2 ACNTs-PCM 微胶囊的合成

如图 1a 所示，通过悬浮聚合法合成了以 ACNTs 改性的苯乙烯-二乙烯基苯共聚物为

壳，正十八烷为核的复合相变微胶囊。添加 ACNTs 是为了改善苯乙烯-二乙烯基苯共聚

物外壳的传热性能。首先，正十八烷、SM 和 DVB 在含有去离子水的三颈烧瓶中于 45 ℃

下混合，正十八烷、SM 和 DVB 的质量比为 1：0.49：0.01。并将混合溶液以 800 r/min
的速度磁力搅拌 1 小时。然后，将 14.0 wt.%的表面活性剂 SDBS 倒入混合溶液中，继续
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搅拌，得到稳定而均匀的水包油乳液。将 1.0 wt.%的 ACNTs 和引发剂 5.0 wt.%的 AIBN
加入该乳液中。加入后，反应体系的温度上升到 85 ℃并保持 5 小时。最后，过滤产品，

用 70 ℃的去离子水反复洗涤，得到 ACNTs-PCM 微胶囊。

1.3. PGAMF 复合膜的制备

在 90℃下将 PVA 颗粒加入去离子水中，并搅拌至完全溶解。得到的 80 mg/mL 的

PVA 溶液被用作基体。将 2 mg/mL 的石墨烯片分散液和不同数量的 ACNTs-PCM 微胶囊

依次倒入 PVA 溶液中，搅拌 2 小时，然后超声处理 3 小时，得到稳定的均匀混合物。

PVA 和石墨烯的质量比固定为 1：0.05。将混合物移到玻璃培养皿中，摊开，在 25 ℃下

自然干燥 48 小时，得到复合膜。含有 0、10.6、19.2、26.3、32.3 和 37.3 wt.%的 ACNTs-
PCM 的复合膜分别表示为 PGF、PGAMF-1、PGAMF-2、PGAMF-3、PGAMF-4 和 PGAMF-
5。PF 指的是纯 PVA 薄膜。PGAMF 复合膜的合成机制图绘制在图 1b。

图 1. (a) ACNTs-PCM 微胶囊和(b)PGAMF 复合薄膜的合成机制示意图。

1.4. 测试与表征

利用傅里叶变换红外光谱(FTIR，Spectrum Two)在 500-4000 cm-1波数范围内分析样

品的化学结构。通过 X 射线衍射仪(XRD，D8 Advance)在 10° 至 70°范围内检查样品的

晶体结构。通过场发射扫描电子显微镜(SEM，Hitachi S-4800)在 10 kV 的加速电压下分

析材料的微观结构。在观察之前，样品需要喷金。利用差示扫描量热法(DSC)分析样品的

相变行为和储热性能。测试过程中的升温和降温速率为 5 ℃/min，测试范围为 15-45 ℃。

使用热重分析仪(TGA，STA-449C)在氮气气氛下以 10 ℃/min 的升温速率在 50-600 ℃范

围内分析样品的热稳定性。采用电动万能试验机(AGS-X1KN)对试样进行力学性能测试，

拉伸速度为 30 mm/min，表征其拉伸性能。样品的导热系数通过导热仪(TCI，C-THERM)
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在 25.0 ℃下测量。通过太阳模拟器(CEL-NP2000-2A)在 320-2500 nm 波长范围内模拟太

阳光，研究了制备的复合薄膜的太阳能-热转换性能。制造商规定的太阳模拟器的工作参

数为 50 W 辐射输出，其中紫外线输出(<390 nm)为 2.6 W，红外输出(> 770 nm)为 28.8 W。

模拟太阳光的辐射密度由太阳能功率计(CEL-FZ-A)测量。

2 结果与讨论

2.1 ACNTs-PCM 的结构和性能

使用 SEM 表征 ACNTs-PCM 微胶囊的微观结构。如图 2a 所示，ACNTs-PCM 微胶

囊呈规则球形，无缺陷，表面密集分布 ACNT，表明反应乳液体系在合成过程中是稳定

的[13]。ACNTs-PCM 微胶囊的粒径分布范围为 1.0 至 9.0 um，平均粒径(݀̅)为 3.74 ± 0.5
um (见图 2c)。从人为机械破损的 ACNTs-PCM 微胶囊的 SEM 图像可以看出，ACNTs-
PCM 微胶囊具有明显的壳核结构，如图 2b 所示。致密的苯乙烯-二乙烯基苯共聚物壳可

以为正十八烷核提供包封保护，避免熔融状态下的渗漏和流动。与纯正十八烷相比，

ACNTs-PCM 微胶囊的热导率提高了 47.2%，达到 0.284 ± 0.002 W/(m·K)，如图 2g 所示。

高导热 ACNTs 负载于壳表面、壳层和核内部，穿透整个微胶囊，有助于增强有机壳微胶

囊的整体传热性能。受苯乙烯-二乙烯基苯共聚物壳材料微胶囊化的影响，ACNTs-PCM
微胶囊中正十八烷的吸收峰变弱(见图 2d)，结晶强度降低(见图 2e)，但吸收峰和晶体结

构没有变化。因此，微胶囊化过程是正十八烷的物理胶囊化。使用 DSC 表征了正十八烷、

苯乙烯-二乙烯基苯共聚物和 ACNTs-PCM 微胶囊的相变行为。ACNTs-PCM 微胶囊的封

装效率(ܧ)可以通过将 ACNTs-PCM 微胶囊的熔化焓( ܶ ,ெ ெ )除以纯正十八烷的熔化

焓(即 ܶ ,భఴ)来计算[14]。结果表明，除了优异的储热效果( ܶ ,ெ ெ =119.1 ± 0.9 J/g,

ܶ,ெ ெ =112.2 ± 0.8 J/g)和良好的封装效率(ܧ =54%), ACNTs-PCM 微胶囊的熔化和结

晶温度分别为 29.9 和 24.9 °C，这是人体热管理的最佳相变温度。通过 TGA 分析了正

十八烷、苯乙烯-二乙烯基苯共聚物和 ACNTs-PCM 微胶囊的热稳定性，TGA 曲线如图

2h 所示。正十八烷和苯乙烯-二乙烯基苯共聚物呈现一步热降解，而 ACNTs-PCM 微胶

囊的降解过程分为两个阶段，即正十八烷芯材的降解和苯乙烯-二乙烯基苯共聚物外壳的

热分解。第一阶段 ACNTs-PCM 微胶囊的质量损失为 53.7%，这与 ACNTs-PCM 微胶囊

的封装效率为 54%一致。ACNTs-PCM 微胶囊的初始降解温度比正十八烷高 25.8 °C，达

到 140.9 °C，这确保了 ACNTs-PCM 微胶囊在与热 PVA 溶液(90.0 °C)混合时不会发生热

降解。图 2i 显示了纯正十八烷和 ACNTs-PCM 微胶囊在 15 °C 和 50 °C 下同时加热的照

片。当加热温度在 60 °C 时，纯正十八烷失去其初始形状并因从固体转变为液体而流动。

相反，ACNTs-PCM 微胶囊在加热过程中可以保持其原始形状，并且没有观察到正十八

烷泄漏。结果表明，ACNTs-PCM 微胶囊具有良好的热稳定性，可以很好地保护正十八

烷芯材免于与周围环境不必要的接触，避免正十八烷核的渗漏和流动。
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图 2. 苯乙烯-二乙烯基苯共聚物、正十八烷和 ACNTs-PCM 的微结构和性能。(a-b)SEM 图像，(c)尺寸

分布，(d)FTIR 曲线，(e)XRD 曲线，(f)相变行为，(g)热导率，(h)TG 曲线和(i)纯正十八烷和 ACNTs-

PCM 微胶囊在 20 ℃和 60 ℃加热时的照片。

2.2 复合薄膜的柔韧性和形态

通过在培养皿中自然干燥 PVA/石墨烯/ACNTs-PCM 混合悬浮液制备 PGAMF 复合

膜。由于静止过程中悬浮液中 PVA 的粘度，ACNTs-PCM 微胶囊被固定在复合膜的中间，

从而形成如图 3a 所示的夹层结构。正如预期的那样，PGAMF 复合薄膜的中间层将是

PVA/石墨烯/ACNTs-PCM 的复合材料，而上下层是相同的 PVA/石墨烯混合物。直径为

50 mm 的 PGAMF-5 复合薄膜如图 3b 所示。PGAMF-5 复合膜可以 180° 弯曲。反复折

叠 1000 次后，PGAMF-5 复合薄膜完好无裂。结果表明，PGAMF-5 复合薄膜具有良好的

柔韧性，揭示了其在隔热方面的潜力。
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图 3. (a)具有夹层结构的 PGAMF 薄膜示意图。(c, c')PGF 和(d, d')PGAMF-5 的 SEM 图像。截面 SEM

图像(e, e')PF, (f, f')PGF, (g, g')PGAMF-1,(h, h')PGAMF-3, (i, i')PGAMF- 4，和(j，j')PGAMF-5。

不同薄膜样品的 SEM 图像在图(c-j)中给出。图(c'-j')是图(c-j)中相应黄色虚线区域的

放大 SEM 图像。从 PGF 薄膜的表面可以清楚地观察到石墨烯纳米片(见图 3c')。由于

ACNTs-PCM 微胶囊的存在，PGAMF-5 复合膜的表面变得不平坦，如图 3d'所示。ACNTs-
PCM 微胶囊以球形颗粒的形式位于 PVA/石墨烯混合物的复合层中。图 3(e 和 e')和图 3(f
和 f')分别为 PF 和 PGF 薄膜的横截面微观形态。PF 和 PGF 薄膜的内部是致密的，没有

空隙。从 PGF 薄膜横截面局部放大图可以看出，PGF 薄膜横截面上分布着许多光亮的石

墨烯纳米片。图 3(g-j)为不同 ACNTs-PCM 含量的 PGAMF 复合薄膜的截面 SEM 图。很

明显，所生产的 PGAMF-5 复合薄膜具有预期的夹层结构，厚度约为 60-110 um。ACNTs-
PCM 微胶囊和石墨烯纳米片在 PVA 的氢键作用下分散在 PVA 基体中，ACNTs-PCM 微

胶囊没有发生损伤和凹陷，说明 ACNTs-PCM 微胶囊具有良好的加工性能和稳定性。添

加 ACNTs-PCM 会在 PGAMF 复合膜内部产生一些空隙，不利于传热通道的构建。随着

ACNTs-PCM 微胶囊的添加量增加到 37.3 wt.%，即 PGAMF-5 复合膜，PGAMF 复合膜

内部的空隙显着减少。此外，从 PGAMF-5 复合膜的局部放大图(见图 3j')可以看出，从

PVA 基体中的 ACNTs-PCM 颗粒表面突出的 ACNTs 相互缠绕在一起，这可以形成额外

的热桥以增强传热。

3.3 复合薄膜的相变行为和性能

热性能是评估复合薄膜在实际热管理应用中的关键因素之一[15]。通过 DSC 研究了

PF、PGF 和 PGAMF 在 15-45 ℃范围内的相变行为和储热性能。从图 4a 可以看出，

PGAMF 复合薄膜表现出与 ACNTs-PCM 微胶囊相似的相变行为(见图 2f)，即在熔化和

结晶过程中分别产生一个熔化峰和两个结晶峰，而且相变温度非常接近。结果表明，

PGAMF 复合薄膜的制备过程对 ACNTs-PCM 的相变行为没有影响。相反，PF 和 PGF 薄

膜在 15-45 ℃的范围内没有发生相变行为。PGAMF 复合薄膜的焓随 ACNTs-PCM 微胶
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囊的含量线性增加。将图 4b 中的实验熔化焓(οܪ )和结晶焓(οܪ)相关联的两个拟合公

式如下：

ଵݕ ൌ ͳǤʹͶͻ߱ െ ͳǤͲͺ ͷǡܴ ଶ = 0.99 ሺοܪ ) (1)
ଶݕ� ൌ ͳǤʹͲ͵ ߱ െ ʹ ǤͻͲǡܴ ଶ = 0.99 ሺοܪ) (2)

其中ݕଵ和ݕ�ଶ分别是 PGAMF 复合薄膜的熔化和结晶焓，߱是 PGAMF 复合薄膜中

ACNTs-PCM 按重量计的质量分数(wt.%)。方程(1)和(2)具有相同的决定系数(R2)0.99，表

明具有良好的线性相关性。在所有 PGAMF 样品中，含 37.3 wt.%ACNTs-PCM 的 PGAMF-
5 复合薄膜的储热性能最好，PGAMF-5 复合薄膜的熔化焓和结晶焓分别为 45.5 ± 0.7 和

43.4 ± 0.7 J/g。良好的热性能为 PGAMF-5 复合薄膜在热管理中的应用提供了有力的证

据。PGAMF 复合薄膜的理论熔融(οܪ௧ )和结晶焓(οܪ௧)可按下式计算：

οܪ௧ Ȁοܪ௧ ൌ ߱ ൈ οܪ Ȁοܪ (3)
其中οܪ 和οܪ分别是 ACNTs-PCM 的熔化和结晶焓。PGAMF 复合薄膜的理论焓非

常接近其实验焓。结果表明，ACNTs-PCM 在 PGAMF 复合薄膜中高度均匀。

图 4. (a) PF、PGF 和 PGAMF 复合薄膜的加热和冷却 DSC 曲线。(b) PGAMF 复合薄膜的相变焓和

(c)相变温度。(d)PGAMF-5 复合薄膜在 500 个 DSC 循环期间的加热曲线、(e)冷却曲线和(f)相变焓。

(g)热导率，(h)TGA 曲线和(i)拉伸强度-拉伸应变曲线。

图 4c 显示了 PGAMF 复合薄膜的熔融温度( ܶ )和结晶温度( ܶ)。ACNTs-PCM 含量

的增加导致 PGAMF 复合薄膜的熔化和结晶过程略有滞后。这可能是因为 ACNTs-PCM
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微胶囊的引入降低了 PGAMF 复合薄膜的传热性能。不同薄膜样品和 ACNTs-PCM 微胶

囊的热导率如图 4g 所示。由于引入了高导热石墨烯纳米片，PGF 薄膜的导热系数提高

到 1.126 ± 0.004 W/(m·K)。PGAMF 复合薄膜的热导率随着 ACNTs-PCM 微胶囊含量的

增加而降低。值得注意的是，PGAMF-5 的导热系数仅比 PGAMF-4 低 0.015 W/(m·K)，
达到 0.390 ± 0.003 W/(m·K)。这可能是因为 PGAMF-5 复合薄膜的内部孔隙较少，相邻

的 ACNTs-PCM 微胶囊可以通过表面交错的 ACNTs 增强内部传热。长期重复使用后的

储热能力是评价其潜在应用价值的重要因素。图 4d 和 4e 分别显示了 PGAMF-5 复合薄

膜在 500 个 DSC 循环过程中的熔融和结晶曲线。500 次循环后的相变温度曲线与初始相

变温度曲线高度一致。更具体地说，经过 500 次循环后，相变热焓仅下降 0.7%，而相变

温度下降了 0.1%(见图 4f)。此外，PGAMF-5 复合薄膜在低于 100 ℃的应用温度范围内

没有热重损失(见图 4h)。因此，所制备的 PGAMF-5 复合薄膜具有良好的热稳定性和可

重复使用性。通过如图 4i 所示的机械性能测试，PGAMF 复合薄膜表现出适当的拉伸强

度。PGAMF 复合薄膜的最大拉伸强度随着 ACNTs-PCM 含量的增加而降低。原因可能

是 ACNTs-PCM 微胶囊的加入引起了 PGAMF 复合膜内部的空隙，导致 PVA 基体的粘合

效果下降(见图 3(g-j))，从而降低了 PGAMF 复合膜的拉伸性能。尽管如此，PGAMF-5 复

合薄膜的最大拉伸强度达到了 28.3 MPa。

3.4 光热转化性能

PF、PGF 和 PGAMF 复合薄膜的太阳能热转换性能使用模拟日光源(50 mW/cm2)进
行分析，如图 5a 所示。测试过程中不同薄膜表面的温度曲线绘制在图 5b 中。与 PF 薄

膜相比，PGF 和 PGAMF 薄膜显示出更快的温升。值得注意的是，当暴露在相同的太阳

辐射强度下 78 s 时，PGAMF-5 复合薄膜的表面温度比 PF 薄膜高 24.6 ℃，达到 50.0 ℃。

这是由于 PGF 和 PGAMF 薄膜基于石墨烯片材优异的光吸收和高光热转换性能，能够快

速吸收太阳能并将其转化为热能。所有 PGAMF 复合薄膜在 26.5-27.5 ℃ 的温度范围内

均显示出恒温平台。在此阶段，PGAMF 复合薄膜中的 ACNTs-PCM 微胶囊以潜热的形

式储存太阳能转化为热能产生的热能，ACNTs-PCM 微胶囊内的正十八烷经历固相到液

体过渡。恒温平台的时间随着 PGAMF 复合薄膜中 ACNTs-PCM 微胶囊的质量分数的增

加而增加。这是因为引入低导热系数的 ACNTs-PCM 微胶囊将不可避免地导致 PGAMF
复合薄膜的导热系数降低。此外，ACNTs-PCM 微胶囊含量高的 PGAMF 复合薄膜可以

储存更多的热能，这需要更长的时间来储存太阳能转热产生的热能。令人惊讶的是，仅

经过 78 s 的微弱太阳辐射，PGAMF-5 复合薄膜的表面温度就可以达到 50.0 ℃ 的预定

值。负载在 ACNTs-PCM 微胶囊表面的一维 ACNTs 在二维石墨烯片之间起到了热桥的

作用，并作为热路径促进了具有高热导率的三维网络的形成，从而加速了光热产生的热

能向微胶囊中储存的潜热的转化。基于 ACNT 和石墨烯片之间的空间协同作用产生的良

好传热和优异的光吸收性能，PGAMF-5 复合膜具有从太阳光中提取能量并将其转化为

热量的能力。复合薄膜的太阳能热转换效率(ߣ)可按下式计算[16]：
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ൌߣ
݉ οܪ
ܣܲ

× 100% （4）

其中 m、οܪ 、οݐ、A 分别为复合膜的重量(g)、熔化焓(J/g)、熔化相变时间(s)、表

面积(cm2)；P 是模拟太阳光的光功率密度(mW/cm2)。 PGAMF-5 复合薄膜的光热转换效

率达到 88.8%。在寒冷的室外地区，具有高光热转换效率的 PGAMF-5 薄膜可以成为绿

色环保的太阳能热水器。这有助于 PGAMF-5 薄膜实现保温，在微弱的阳光下快速吸收

太阳能并将其转化为热能，从而长时间保持舒适的温度。测试分析了 PGAMF-5 复合薄

膜的循环稳定性。从图 5c 可以发现，经过 150 次和 300 次循环使用后，PGAMF-5 薄膜

表面的温升曲线与首次使用高度一致。此外，在第 1 次和第 300 次循环中，PGAMF-5 薄

膜的升温曲线中恒温相变平台的时间差和达到 50.0 ℃的时间差分别为 0.5 s 和 1.0 s。微

小的差异表明 PGAMF-5 复合薄膜的光热响应性能在反复使用后没有明显变化，说明

PGAMF-5 复合薄膜具有优异的性能稳定性。

图 5. (a)光热转换测试。(b)PF、PGF 和 PGAMF 薄膜在模拟日光源(50 mW/cm2)下的表面

温度-时间曲线。(c)PGAMF-5 复合薄膜 300 次的光热转换循环测试。

4 结论

本研究采用悬浮聚合法合成了以正十八烷为芯材、ACNTs 改性苯乙烯-二乙烯基苯

共聚物为壳的复合相变微胶囊。制备的壳核结构 ACNTs-PCM 微胶囊具有良好的分散性

和形态稳定性，ACNTs 分布在 ACNTs-PCM 微胶囊表面。微胶囊的相变焓为 119.1 ± 0.9
J/g，相应的包封率达到 54%。由于整个 ACNTs-PCM 微胶囊中 ACNTs 的高导热性，与

纯正十八烷相比，ACNTs-PCM 微胶囊的导热系数提高了 47.2%，达到 0.284 ± 0.002
W/(m·K)。此外，我们介绍了一种通过将 PVA/石墨烯/ACNTs-PCM 混合物铺展在平板上

并自然风干来制造一系列具有夹层结构的多功能复合薄膜的方法，用于太阳能驱动的热

管理和储热。由于 ACNTs-PCM 的添加量为 37.3 wt.%，即 PGAMF-5 薄膜，复合薄膜的

相变焓为 45.5 ± 0.7 J/g，表现出优异的稳定性和可靠性(500 次热循环后降低 0.7%)。此

外，PGAMF-5 复合薄膜具有良好的传热性能，导热系数达到 0.390 ± 0.003 W/(m·K)。太

阳能热转换实验结果表明，PGAMF-5 复合薄膜实现了 88.8%的高光热转换效率。本研究

为设计和制备多功能 PVA/石墨烯/ACNTs-PCM 复合薄膜提供了一种实用且直接的方法，
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在智能可穿戴设备和太阳能热管理工程领域具有广阔的应用前景。
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摘要：相变材料(PCMs)为解决新能源在实际应用中由于供给与需求在时间、空间或强度上不匹配的问

题提供了思路，但 PCMs 的低热导率极大限制了其储能速率。本研究通过一种基于球磨的掺杂方法实

现了高导热、耐腐蚀但极易团聚的 AlN 纳米颗粒和熔盐 LiNO3 的复合，综合考虑熔化焓的削弱和热导

率的提升确定了 2 wt%为提升热导率的最佳掺杂比（提高 112.09 %）。进一步，采用分子动力学(MD)模

拟，借助振动态密度(VDOS)、重叠能以及声子模式参与率(PPR)分析了 AlN 掺杂对硝酸盐热输运的微

观作用机理。

关键词：熔盐，最佳掺杂比，相变热特性，分子动力学。

0 前言

相变材料具有工作温度宽、储能密度高、循环稳定性强的优势，被广泛运用到了建

筑节能、太阳能储存、航空航天等领域。目前熔盐 PCMs 研究和应用最多的是碳酸盐、

硝酸盐和氯化盐及其共晶盐[1][2][3]，硝酸盐相对而言具有更稳定的物理化学性质以及

更好的流动性和经济性[4][5]，其中又以 KNO3 和 NaNO3 形成的共晶盐最为突出[6][7]。
碳酸盐、氯化盐以及其共晶盐都具有较高的热导率，大部分都在 0.8 W/(m· K)以上[2]，
然而硝酸盐由于其热导率仅在 0.1-0.6 W/(m· K)[8]之间极大限制其在应用过程中的相变

传热。

为了提高 PCMs 的储热速率，研究者们在提高其热导率方面做了大量的研究。最为

常见的方法是通过掺杂少量的高导热纳米颗粒(NPs)来实现热导率的提升，目前研究中常

用的是金属 NPs[9]、金属氧化物 NPs[10][11][12]、碳基 NPs[13]和 SiO2纳米颗粒[14][15]
等纳米材料，其中碳基 NPs 和金属氧化物 NPs 对于热导率提升幅度要远大于金属和 SiO2

纳米颗粒。Lyu H 等人在 NaNO3 中掺杂石墨烯纳米片(GNS)从而极大提高了其热导率，

仅掺杂 3 wt%的 GNS 就可以使复合 PCMs 的热导率提升 245 %[13]。Huang 等人通过溶

胶-凝胶燃烧方法将 MgO 分散到太阳盐中，热导率最大增加了 141 %[10]。Zhang 等人研

究了 AlN 在 LiF-LiCl-LiBr 共晶盐中的腐蚀特性，结果表明在 500 ℃下经过 300 h，AlN
依然表现出优异的耐腐蚀特性[16]。Zhu 等人研究了 AlN 涂层在 900 ℃下的 LiF-KF-NaF
熔盐中仅在表面出现了轻微的均匀腐蚀现象，证明了 AlN 在熔盐中优异的耐腐蚀特性

[17]。但是对于结构更稳定、耐腐蚀性能更强且同样具备高导热性能的陶瓷基 NPs 增强
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硝酸盐热导率的研究尚处于起步阶段，缺少对热导率提升的微观机理探索和讨论，同时

NPs 的选取及掺杂比例尚无合理、可靠的理论支撑。

本文选择目前研究较少的熔点在 526K、焓值为 248 J/g 的 LiNO3作为 PCM。NPs 选
用具有高导热系数（块体 193 W/(m· K)）、低热膨胀系数和耐腐蚀性等特点的氮化铝

(AIN)[18][19]，可以有效解决 LiNO3使用过程中低热导率、强腐蚀性和强氧化性的问题，

其类金刚石结构在保证高热导率的同时也具备着优异的化学稳定性和热稳定性，但受到

AlN 容易团聚的影响导致传统方法无法使其在 PCMs 中均匀分散。因此本研究开发了一

种基于球磨法的均匀分散 AlN 的制备方法，同时与传统水溶法制备得到的样品在微观形

貌和相变热特性方面进行了对比。借助 MD 从 VDOS、重叠能和 PPR 等角度分析了 AlN
对 LiNO3热导率提升的微观机理[20][21]。
1 实验制备

1.1 制备流程

目前使用的熔盐掺杂 NPs 的方法主要是水溶法[13][15] [22][23]，由于熔盐具有极易

吸水的特性，该种方法在后续蒸发过程中很难保证熔盐完全去除结晶水，而结晶水的存

在会导致 PCMs 的热导率和储热密度降低。同时在利用水溶法进行复合的时候发现 AlN
会出现非常明显的团聚现象。因此我们借鉴制备多元复配盐的方法[24][25]，采用球磨使

LiNO3和 AlN 的粒径更加相近，借助纳米尺度的范德华力实现均匀混合。

制备流程如图 1 所示，首先对 LiNO3 在 120 ℃下干燥 24 h 以完全去除其中的结晶

水，然后对 LiNO3进行球磨 4 h，转速为 530 rpm/min，从而减小其粒径尺寸，取出研磨

后再与AlN以质量比为 1，2，3 wt%进行混合，然后再次进行球磨 4 h，转速为 530 rpm/min，
球磨完再次研磨得到最终的样品，命名为 1wt，2wt，3wt。为了对比该方法与传统方法

的分散效果，也采用水溶法制备了质量掺杂比为 1，2，3 wt%的样品，并分别命名为 1wt-
w，2wt-w 和 3wt-w。

1.2 微观表征与相变特性测量

采用 ZEISS GeminiSEM 300 扫描电子显微镜(SEM)对 LiNO3、AlN 以及采用两种方

图 1 AlN 和 LiNO3复合 PCMs 制备方法。



法制备得到的六种复合 PCMs 的表面形貌进行分析，放大倍数为*10k。通过 IS50-IS50 傅

里叶红外光谱(FT-IR)判断 NPs 是否成功掺杂到 LiNO3中，同时判断在掺杂过程中是否发

生了化学反应。样品的熔点、潜热和比热由岛津 DSC-60 差示扫描量热计测量得到，升

温速率为 10 K/min，并分别在 100 ℃和 300 ℃保温 10min。热扩散系数是通过 LFA467
激光导热仪测量得到，热导率通过式（1）计算得到。

pk C    （1）

式中 k 为热导率，ρ为密度，Cp为比热，α为热扩散系数。

对于两种制备方法得到的复合 PCMs，首先通过 SEM 观察其微观形貌的区别，然后

通过热物性如热导率、熔点、潜热和比热来判断两种制备方法对于 AlN 在 LiNO3中的分

散效果。

1.3 模型构建与验证

AlN 和 LiNO3 的初始结构都是来源于 Material project 数据库，通过 Material Studio
软件实现模型的构建。首先是对 AlN 结构建立超胞得到一个具有 12 个原子的 NPs，然

后在 LiNO3结构中抽出单分子 LiNO3，考虑到晶体结构的中 LiNO3的结构和单分子不同，

所以利用 DMol3 模块对单分子结构进行了优化，最后得到模型构建所应用的 AlN 和

LiNO3分子，如图 2(b)(c)所示。然后通过尺寸无关性验证和 DMol3 优化的模型验证，构

造了一个 30*30*40Å 的立方体在其中分别填充不同质量百分比的经过优化的 LiNO3 分

子和 AlN 颗粒，如图 2(a)所示。

本研究中所有的分子动力学模拟都是采用 LAMMPS (Large scale Atomic Molecular
Massively Parallel Simulator)软件包实现的。

本文将 NP@PCM 的力场分为三个部分，分别是 LiNO3 内部的相互作用、AlN 内部

的相互作用以及 LiNO3 与 AlN 之间的相互作用，分别用 Buckingham，Tersoff [26]和
Lennard-Jones (L-J)势函数描述。Buckingham 势函数的计算方法如式（2）所示，具体参

数见表 1，取自 Liu 等人的研究[27]。
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图 2 (a) 2wt 的计算模型，(b) DMol3 优化后的 LiNO3结构，(c) AlN 纳米颗粒结构。



式中，E 是相互作用强度，rij是 i 和 j 之间的距离，qi和 qj是 i 和 j 的电荷数。

表 1 LiNO3的 Buckingham 势函数参数

原子 qi (e) Aij (eV) ρij (Å) Cij (eV·Å6)
Li 1 49.9328 0.3420 0.04567
N2 0.95 1462.4691 0.2646 11.2599
O -0.65 2700.5838 0.2392 11.2729
Buckingham 势函数不同原子之间的计算方法如式（3）-（5）所示。

ij i jA A A  (3)

2 1 1

ij i j  
  (4)

ij i jC C C  (5)
Lennard-Jones (L-J)势的值取自 Material Studio，计算方法如式（6）所示，具体参

数见表 2。
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式中，Eij是 i 和 j 之间的相互作用强度，rij是 i 和 j 之间的距离。
表 2 LiNO3和 AlN 的 L-J 势函数参数

原子 εij (eV) σij (Å)
Al 0.004946 4.1357
N1 0.007242 3.5012
Li 0.00002177 2.8700
N2 0.007242 3.5012
O 0.009887 2.8598

其中 L-J 势函数的计算方法是根据标准 Lorenz-Bethelot 混合原则得到的，如式（7）
（8）所示。

ij i j    (7)

1 ( )
2ij i j    (8)

模拟过程中采用三维周期边界条件，时间步长为 0.1 fs，Buckingham 的截止范围为

15 Å，采用 PPPM 算法对库仑相互作用进行远距离校正，精度设置为 5.0e-5， L-J 势函

数的截止距离为 10 Å。为了保持硝酸盐的平面分布，用谐波势描述了柔性硝酸盐分子的

内部相互作用(键拉伸势、键角弯曲势和二面角扭转势)[28]，如式（9）（10）所示。

2
0( )b bV K r r  (9)

2 2
0( ) ( )UB UBV K K r r      (10)



式中 r 和 θ 分别代表键的长度和角度，Kb，Kθ和 KUB分别是 Urey Bradley 项的键长、键

角和力常数，r0和 θ0分别为平衡状态下的键长和键角，rUB表示 Urey Bradley 项的平衡距

离。具体参数如表 3 所示。
表 3 硝酸根的 Harmonic 参数

基团
Kb

(eV·Å-2)
r0

(Å)
Kθ

(eV·rad-2)
θ0

(°)
KUB

(eV·rad-2)
rUB

(Å)
NO3- 22.80523256 1.2676 4.561046512 120.0 2.606312292 0

2 实验结果

2.1 结构表征

首先针对 LiNO3，AlN 以及 1wt, 2wt, 3wt 五个样品进行了 FT-IR 测量来判断在球磨

复合过程中是否存在化学反应。如图 3 所示，LiNO3和 AlN 在 750-1000 cm-1、1250-1750
cm-1和 3000-3750 cm-1等波段存在的特征峰在复合 PCMs 中都是存在的，且没有除 LiNO3

和 AlN 以外的其他特征峰出现，证明了复合的成功同时在整个复合过程中没有发生化学

反应，是完全的物理混合过程。

然后分别对 LiNO3、AlN 以及采用两种方法制备出来的六种样品借助 SEM 观察其

微观形貌，如图 4 所示。从图中可以发现，AlN 中存在两种结构：一种是完整大块结构，

另一种是小颗粒团聚到一起形成的大颗粒，经过球磨后的复合 PCMs 中，大块 AlN 结构

和团聚形成的 AlN 大颗粒都未观察到，而 AlN 特有的微球状结构和硝酸锂特有的方板

结构同时存在且两者的粒径较为统一，证明 AlN 在硝酸锂中具有较为均匀的分散效果。

相反采用水溶法制备的复合 PCMs，在图中依然可以观察到明显的大块 AlN 结构，但由

AlN 小颗粒团聚形成的大颗粒未能观察到，证明超声可以有效分散团聚的大颗粒但并不

图 3 LiNO3，AlN，1 wt，2 wt 和 3 wt 的 FTIR 图谱。



能有效破碎大块的 AlN。由此可以说明球磨法制备的复合 PCMs 中 AlN 实现了更为均匀

的分散。

2.2 热导率测量

由于 LFA 测量热导率过程中的直接测量量是热扩散率，故本研究还采用蓝宝石法测

量得到了比热，通过式（1）计算得到热导率，测试结果如图 5 (a)(b)所示。对于比热的

测量结果，纯 LiNO3 的比热小于文献值[29]，主要原因可能是其极高的吸水率导致测量

出现了误差，但是这与热扩散率的测量条件相似，因此可以很好的反应出实际应用过程

中的热导率。得到的室温下 LiNO3的热导率为 0.58 W/(m· K)这与文献值相差不大[2]，
证明了该测试的准确性。

图 4 SEM 观察的微观形貌 (a) LiNO3，(b)(c) AlN，(d) 1 wt，(e) 2 wt，(f) 3 wt，

(h) 1 wt-w，(i)2 wt-w，(g) 3 wt-w。

图 5 两种方法制备的不同质量掺杂比的复合 PCMs 的比热和热导率。



与纯 LiNO3相比，AIN 的引入可以大大提高复合 PCMs 的热导率。仅有 1 wt%的 AlN
掺杂就可以将热导率提高 100.63 %，当掺杂质量比为 2 wt%时，热导率提高了 112.09 %。

水溶法得到的样品的比热与球磨法制备的样品相比差距不大，而传热特性随着 AlN 质量

分数的增加呈现出相似的非线性增加，并且在掺杂比为 2 wt%时具有最大值。同时可以

发现随着 AlN 质量分数的增加，水溶法制备的样品热导率逐渐降低，这可能是由于 AlN
自身的团聚和 LiNO3自身的高吸水率导致的，且在质量分数为 2 wt%和 3 wt%时都是要

小于相同质量分数由球磨法制备的样品，这也就证明了球磨法在均匀分散易团聚 NPs 上
的优势。

通过 NPs 掺杂提升复合 PCMs 的热导率需要保证对 PCMs 熔化焓的影响尽可能低，

从而起到在保证储能密度同时提升热导率的作用，若熔化焓的削弱幅度过大则失去了提

升热导率的意义，因此开展了后续熔化焓的测量。

2.2 熔点和熔化焓测量

复合 PCMs 的相变特性可以从图 6 中看出纯 LiNO3 的熔点和相变焓分别为 244 ℃

和 259.97 J/g，熔点与文献中的数据相差不大但相变焓有所差距[2][3]，但与文[30]中所测

量的三水硝酸锂的相变焓相差不大，可能的原因是由于 LiNO3极易吸水，从而导致了相

变焓有所降低。随着 AlN 掺杂质量比的增加，复合 PCMs 的熔点有着略微的降低但影响

不大，对潜热也存在着微弱的削弱作用，这种现象与其他研究熔盐掺杂 NPs 的报道中对

于熔点和熔化焓的结论类似[13]。

从图中可以看出，水溶超声法制备的样品对于熔化焓的削弱幅度普遍大于机械球磨

法制备的样品，对比两种制备方法得到对热导率提升幅度最大的样品 2wt 和 1wt-w，可

以看出 1wt-w 对熔化焓的削弱幅度最大，达到 10.7 %，综合熔化焓的削弱和热导率的增

强来看，机械球磨法制备的掺杂比为 2 wt%的样品是最优掺杂比。

为了更好的说明复合 PCMs 蓄热能力的损失，我们引入了储热效率这一参数，其计

算方法如式（6）所示。

图 6 复合 PCMs 的 DSC 曲线以及熔点和熔化焓。
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其中，Hcomposition为掺杂 NP 后的复合 PCMs 熔化焓，wt%为 NPs 的质量分数，HLiNO3

为 LiNO3的熔化焓。

计算得到的储热效率都低于 100 %，故 AlN 没有参与到 LiNO3的相变过程，对复合

PCMs 的相变焓只有削弱能力，如表 4 所示。

表 4 熔点、熔化焓和储热效率

样品
Tm

 (℃) 

∆Hm

(J/g)

Theoretical Δ

Hm

(J/g)

θ 

(%)

LiNO3 244.7±0.53 260.0±1.42 260 100
1wt 239.4±0.25 248.0±1.21 257 96.37
2wt 244.3±0.45 234.3±1.92 255 91.98
3wt 243.9±0.75 239.7±1.16 252 95.05

1wt-w 238.3±0.77 232.3±1.07 257 90.24
2wt-w 240.1±0.22 248.8±1.65 255 97.64
3wt-w 242.3±0.48 227.7±1.68 252 90.30

3 微观机理研究

3.1 振动态密度和重叠能

本研究借助 MD 从微观层面揭示掺杂 AlN 后复合 PCMs 热导率非线性增加的内在

机理。分别计算了三种质量掺杂比下 LiNO3和 AlN 以及不同原子的 VDOS，再根据 VDOS
积分得到重叠能。VDOS 可以定性的研究原子振动的匹配程度，重叠能可以定量评估这

种振动匹配，其值越大则证明两种材料之间的振动匹配程度越高，越有利于热输运。

VDOS 是通过傅里叶变换及其速度自相关函数（velocity autocorrelation function，VACF）
得到的，具体计算方法如式（12）（13）所示[31]，重叠能是通过式（14）计算得到。
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式中，Γβ为 β 类的 VACF，uiβ为 β 类的速度，为时间平均值，g0为 VDOS 的重叠

区域，h 为 Plank 常数，v 为频率， exp(hv/kBT)-1 为 Boltzmann 分布，T 为绝对温度，kB



为 Boltzmann 常数。

每 10 THz 进行一次傅里叶变换，计算 LiNO3和 AlN 以及不同原子在不同频率处的

振动对传热的贡献绘制了如图 7 所示的 VDOS 随振动频率变化的曲线，并计算两种物

质以及两种物质中不同原子之间的重叠能以解释掺杂 2 wt%的 AlN 对热导率的提升效果

最为显著。

从图 7(a)(b)中可以明显看出，AlN 自身的振动模式在复合后发生的了极大的变化，

出现这种现象的原因可能是因为 AlN 被 LiNO3 分子包围从而导致了自身的振动模式发

生改变。由于 AlN 振动模式的改变，掺杂后的两种物质 VDOS 重合区域更多，振动模式

更加匹配，传热界面更多。由图 7 (c)看出，在 2 wt%质量掺杂比时两者振动的匹配程度

最高，从而阐述了 2 wt%掺杂比的复合 PCMs 热导率具有最大值的微观机理。

为了进一步解释这种现象，我们对两种物质中各个原子的 VDOS 进行了拆解，并分

别计算了不同原子之间的重叠能以进一步解释热导率提升的内在机理。可以从图 7 (g)看

图 7 复合前后 AlN 和 LiNO3的 VDOS.

(a)-(b) 复合前后以及不同质量掺杂比的 AlN 和 LiNO3的 VDOS，(c) 两者之间的重叠能，

(d)-(i) 复合 PCMs 中不同元素的 VDOS，(g) 复合 PCMs 不同元素之间重叠能。



出两种金属元素之间的振动匹配程度要远高于其他元素，在进行掺杂后虽然两种金属元

素之间的振动匹配程度有所降低，但是其他元素之间的匹配情况和掺杂之前有着非常显

著的提升，同时在 2 wt%的掺杂比下大部分元素之间的重叠能都有着极大值，再次解释

了两种物质在 2 wt%掺杂比下热导率具有极大值的微观机理。

3.2 声子参与率

本节将从 PPR 角度对 AlN 提升 LiNO3 热导率的微观机理进行进一步的解释，PPR
可以描述物质内部的振动模式分布情况，对于每个振动模式，可以计算出其在各个物质

原子中的贡献程度，从而进一步计算出整个体系中该振动模式的参与率，一个振动模式

的参与率越大，说明该振动模式越能够在整个体系中扩散传播。PPR 由式（15）计算得

到。
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(15)

式中 N 是原子的总数，VDOSi(ω)是通过计算单一粒子的 VACF 得到的单粒子 VDOS，
PPR 通过评估参与给定模式的原子比例，有效地表示局域模式和非局域化模式[32]。对

热输运而言，非局域化模式是主要贡献模式。

对于 AlN 晶体结构和 LiNO3分子结构，本研究分别将 PPR 大于 0.4 和大于 0.3 视为

非局域化模式。如图 8 所示，在 0-30 THz 这个对复合 PCMs 热导率提升的主要振动频

段，绝大部分 AlN 的 PPR 还是处于 0.4 以上的，但是随着掺杂比的增加其 PPR 整体处

于一个下降的趋势，PPR 大于 0.4 的值有所减小，这可能的原因是 LiNO3影响了 AlN 的

振动模式，热输运能力降低。但是对于 LiNO3而言，随着 AlN 掺杂比的增加非局域模式
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图 8 不同频率下的 PPR，(a) AlN，(b) LiNO3。
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有着微弱的增加，在掺杂比为 2 wt%时有着最大值，因此可以得到结论，AlN 的加入增

强了两者在中低频率的振动耦合，这也就从另一个角度解释了 2 wt%掺杂比下复合 PCMs
的热导率具有极大值的原因。

4 结 论

本文采用水溶法和球磨法制备了 AlN 掺杂比为 1 ~ 3 wt%的复合 PCMs，并测量了其

微观形貌和相变热物性参数，然后通过 MD 模拟阐述了 AlN 对复合 PCMs 热导率提升的

微观机理。本研究的主要结论如下：

（1）提出了一种新的借助球磨实现 NPs 掺杂的方法，避免了引入水，减少蒸发过

程中结晶水的出现，解决了 AlN 在传统水溶法过程中超声仅能分散团聚的 AlN 颗粒而

不能有效破碎大块 AlN 结构的问题，同时有效减小 LiNO3的粒径大小使得两者粒径更相

似，可以在纳米尺度上有更强的范德华力，从而实现更加均匀的混合。

（2）在热输运方面，综合考虑熔化焓的虚弱和热导率的提升，确定通过机械球磨掺

杂 2 wt%的 AlN 是热导率提升的最佳掺杂比例，最多可将热导率提升 112.09 %，实现了

热导率数量级的提升。AIN 通过改变自身的振动模式与 LiNO3匹配，使得两者之间的振

动匹配程度更高，并增强了中低频段的声子耦合，同时 LiNO3 具有更多的非局域模式，

增强了热输运能力。

（3）添加含有金属元素的 NPs 可以更有效地提高熔盐 PCMs 的导热性能，两种金

属元素之间的振动匹配程度在复合前远高于其他元素，并且复合后金属元素之间的重叠

能降低远小于其他元素之间的增加。
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摘要：本文以正十八烷为芯材，1，6-乙二醇二丙烯酸酯（HDDA）为壳层，使用微流控芯片，采用双重乳

化，紫光灯光固化的方法制备了粒径均一，外貌规整并且密度等于水的 HDDA/C18 相变微胶囊，以去离子

水为基液，得到了质量浓度分别为 1%、5%、7.5%、10%和 15%的 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液，使用旋

转流变仪测试了微胶囊悬浮液粘度。实验结果表明：温度不影响HDDA/C18相变微胶囊悬浮液的流变行为，

并且温度不仅仅是通过影响基液性质来影响微胶囊悬浮液粘度；最后总结出精度较高的粘度-温度公式，相

对误差在 2%以内。

关键字：相变微胶囊，微胶囊悬浮液，粘度，温度

0 前言

随着强化传热技术的发展，相变微胶囊悬浮液作为一种兼具能量存储和输运的流体工质

受到了越来越多的关注，相变微胶囊悬浮液是一种新型强化换热工质，在新能源的利用、电

子电力设备散热等领域拥有巨大的应用潜力[1-6]。相变微胶囊悬浮液的物性决定了其在实际

应用中性能的优劣，而其中的粘度特性更具有决定性的作用，粘度不仅会对管流时相变微胶

囊悬浮液的能量运输产生影响还会影响到悬浮液的流动阻力，并且在实际应用中微胶囊悬浮

液会处于不同的温度条件下，因此，研究温度与微胶囊悬浮液粘度的关系具有重要意义。

目前，关于温度影响微胶囊悬浮液粘度的研究较少，多集中在芯材处于单相的范畴。fu[7]，

kong[8]，li[9],liu[10]，wang[11]和 qiu[12]等人研究均显示悬浮液的粘度随着温度的升高而减小，

对于温度影响悬浮液粘度的原因没有深入探讨；Alvarado[13]等人对水基微胶囊悬浮液的研究

中发现，悬浮液的相对粘度与芯材所处的状态无关，悬浮液的相对粘度保持不变，ho[14]等

人也测定了含有 Al2O3 的水基微胶囊悬浮液粘度，发现其相对粘度随着温度的升高而保持不

变；然而 Yamagishi[15]等人研究发现，微胶囊芯材为液相时的相对粘度比固相时高出约 3%
左右，并且固相和液相时的相对粘度不随温度发生变化。Zhang[16]等人研究了不同温度下水

基微胶囊悬浮液粘度与剪切速率的关系，结果显示各温度下悬浮液的流变行为相同，chen[17]

等人也研究了 10℃和 20℃下水基微胶囊悬浮液粘度，发现粘度随剪切速率的变化规律一致；

与 Zhang 和 chen 等人不同，Zhang[18]等人测试了四组不同温度下微胶囊悬浮液的粘度-剪切

速率曲线，结果显示温度会影响悬浮液的流变行为。综上所述，对于温度是否通过影响基液

性质来影响悬浮液粘度，还是有其他因素协同影响并无统一定论，以及温度是否会影响悬浮

液的流变行为也存在矛盾。

基于上述分析，因此，本文通过微流控技术制备出粒径均一可控的 HDDA/C18 相变微

胶囊，配置出体系简单可控的水基微胶囊悬浮液，就 HDDA/C18 水基相变微胶囊悬浮液粘

度-剪切速率以及粘度-温度之间的关系开展研究，重点探讨温度通过何种作用机制对

HDDA/C18 水基微胶囊悬浮液粘度产生影响。
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1 实验部分

1.1 HDDA/C18 微胶囊的可控制备

图 1 和图 2 分别为微流控芯片图和微流控实验装置图。本文通过制作三相同轴微流控芯

片，采用双重乳化，紫光灯光固化的方法制备了粒径均匀，外貌规整的 HDDA/C18 相变微

胶囊。首先通过玻璃毛细管的组合制作微流控芯片，然后将微流控芯片组装到微流控实验台

上，分别通入分散相（C18），中间相（HDDA 溶液）和连续相（PVA 水溶液），在微流控

芯片中，中间相包裹着分散相形成的射流被剪切成液滴，接着在微流控芯片出口处被紫光灯

照射后，HDDA 会迅速发生交联反应，形成致密的 HDDA 壳层，本文制备的 HDDA/C18 微

胶囊粒径为 75μm，内外径之比为 0.8。
本文使用“两步法”制备了以去离子水为基液的 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液。使用电

子天平分别称取质量为 0.1g、0.5g、0.75g、1g 和 1.5g 的 HDDA/C18 微胶囊，再分别加入到

9.9g、9.5g、9.25g、9g 和 8.5g 的去离子水中，经轻微搅拌之后放入磁力搅拌器上，在 25℃、

1000 rpm 的条件下持续搅拌 25 min，接着在超声波清洗器中超声分散 30min 后，得到了质

量分数分别为 1%、5%、7.5%、10%和 15%的 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液。

1.2 HDDA/C18 微胶囊及其悬浮液的性能测试

在光学显微镜下观察 HDDA/C18 相变微胶囊的外观形貌和粒径分布；将五组不同浓度

的 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液装入玻璃瓶中，在重力的作用下静置，观察微胶囊的沉降

情况，同时在显微镜下记录微胶囊在基液中的分散性。

使用马尔文流变仪分别测试 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液粘度随剪切速率和温度的变

化，主要分为两种测试：在温度恒定时，测试 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液的粘度随剪切

速率的变化，确定悬浮液表现为牛顿流体的剪切速率范围；15℃下保温 10min 后，在剪切

速率为 100s-1下测试悬浮液的粘度，测试时间为 40s，记录 40 个粘度值后取平均值，接着等

温度间隔升高温度，保温同样的时间后测试各温度下 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液的粘度，

其中测试温度范围设为 15℃~35℃，温度间隔为 1℃。

2 结果与分析

2.1 HDDA/C18 微胶囊悬浮液的分散稳定性

HDDA/C18 相变微胶囊光学显微镜图像和粒径分布图如图 3 所示。从图 3(a)中可见，

HDDA/C18 相微胶囊均匀分散在视野中，通过统计显微镜视野下微胶囊粒径的大小，得到

了如图 3(b)所示的微胶囊粒径分布图，可见微胶囊粒径主要分布在 75μm 左右，综上所述，

本实验所制备的 HDDA/C18 相变微胶囊粒径均一，外貌规整。

图 1 微流控芯片图 图 2 微流控实验装置图



图 3 HDDA\C18 相变微胶囊光学显微镜图(a)和粒径分布图(b)

图 4(a)所示为五组不同浓度的 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液静置沉降图，从右往左微

胶囊浓度依次为 1%、5%、7.5%、10%和 15%，可见在 48h 后悬浮液仍然保持较好的分散稳

定性,图 4(b)所示为微胶囊悬浮液的局部放大图，可以发现微胶囊颗粒不规则的分散在去离

子水中，胶囊与胶囊之间没有粘连。

图 4 HDDA\C18 相变微胶囊悬浮液静置沉降图(a)和局部放大图(b)

2.2 温度对 HDDA/C18 微胶囊悬浮液粘度特性的影响

2.2.1 HDDA/C18 微胶囊悬浮液的流变行为

图 5 所示为 15℃和 35℃下五组不同浓度 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液的粘度-剪切速

率（η-γ）曲线图。可见，在 10s-1<γ<200s-1 范围内，不同浓度微胶囊悬浮液的流变行为不同，

浓度为 1%的微胶囊悬浮液表现为粘度不变的牛顿流体，而浓度为 5%、7.5%、10%和 15%
的微胶囊悬浮液均存在剪切变稀的剪切速率范围，并且随着微胶囊浓度的增大，剪切变稀的

现象越明显，悬浮液表现为牛顿流体的剪切速率范围越小；当 γ>200s-1 时，随着剪切速率的

增大，HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液粘度急剧增大，悬浮液表现为剪切增稠；同时也可以

发现，相同剪切速率下，微胶囊悬浮液粘度随着浓度的增大而增大。上述的实验现象在微胶

囊芯材为固相（15℃）和液相（35℃）时相同，这也证明了温度变化是不会影响 HDDA/C18
相变微胶囊悬浮液的流变行为，在此基础上，本文对 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液的粘度-
温度（η-T）研究限定在其表现为牛顿流体的范畴，剪切速率设定在 100 s-1。



图 5 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液的粘度-剪切速率关系曲线图

2.2.2 HDDA/C18 微胶囊悬浮液的粘度特性

图 6(a)所示为单相状态下 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液的粘度-温度关系曲线图。可见，

随着温度的升高，微胶囊悬浮液的粘度不断减小，并且不同浓度微胶囊悬浮液粘度随温度的

变化趋势基本一致；相同温度下，可以发现各浓度微胶囊悬浮液粘度均高于基液的粘度，说

明了微胶囊的加入增大了悬浮液粘度，并且随着微胶囊浓度的增大，悬浮液的粘度也不断增

大，在浓度为 15%时达到了最大值，是基液粘度的 1.65 倍左右，这是因为微胶囊的加入增

大了对基液的扰动，并且随着胶囊浓度的增大，胶囊与胶囊之间以及胶囊与基液之间的相互

作用增大，对悬浮液的扰动加剧，进而导致微胶囊悬浮液的粘度不断增大。

图 6 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液在定温单相下绝对粘度(a)、相对粘度(b)-温度关系曲线图

图 6(b)所示为HDDA/C18相变微胶囊悬浮液粘度和基液粘度比值与温度的关系曲线图。

可见，HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液的相对粘度均大于 1，也即微胶囊悬浮液的粘度均大于

基液的粘度，相同温度下，微胶囊悬浮液的相对粘度随着浓度的增大而增大；与 Alvarado
和 ho 等人研究不同，随着温度的升高，HDDA/C18 微胶囊悬浮液的相对粘度并非保持不变，

而是随着温度的升高不断增大。随着温度的升高，基液粘度不断减小，而 HDDA/C18 相变

微胶囊悬浮液的相对粘度随着温度的增大而增大，这说明了温度影响悬浮液粘度不仅仅是通

过影响基液性质实现的，微胶囊对悬浮液粘度的影响也至关重要。

2.3 HDDA/C18 微胶囊悬浮液粘度特性的分析

2.3.1 温度影响 HDDA/C18 微胶囊悬浮液粘度分析

图 7 所示为不同温度下 HDDA/C18 微胶囊悬浮液相对粘度和浓度的关系曲线图。通过



Vand[19]公式对实验数据拟合得到了不同温度下的拟合曲线，Vand 公式如下所示：

ౣ

౭
= (1 − φ − A ∙ φଶ)ିଶ.ହ （1）

其中η୫和η୵分别为 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液和基液粘度，φ为微胶囊悬浮液浓度，A
是与 HDDA/C18 微胶囊自身参数有关的常数。可见，HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液相对粘

度随着浓度的增大而增大，并且不同温度下的变化趋势一致；从拟合曲线中可以发现，随着

温度的升高，拟合曲线更贴合实验数据，温度为 35℃时拟合效果最好。

图 7 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液相对粘度-浓度关系曲线图

图 8 所示为各温度下 Vand 公式拟合得到的 A 值和拟合度与温度的关系曲线图。可见，

不同温度下，Vand 公式拟合得到的 A 值并不相同，随着温度的升高，参数 A 不断的增大，

并且在低温时，A 变为了负值；拟合优度代表了 Vand 公式对实验数据拟合程度的好坏，可

以发现，拟合优度均大于 0.9，并且随着温度的增大，拟合优度也不断增大，也即随着温度

的升高，Vand 公式对实验数据的拟合效果更好。综上所述，在温度增大的过程中，微胶囊

自身参数会发生变化，进而会导致微胶囊悬浮液粘度发生改变，这也间接说明了温度影响悬

浮液粘度的因素不只有基液。

图 8 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液拟合参数-温度关系曲线图



2.3.2 HDDA/C18 微胶囊悬浮液粘度-温度经验公式

为了总结出更贴合实验数据的粘度-温度经验公式，本文以基液的粘度-温度关系曲线为

基准，得到了HDDA/C18相变微胶囊悬浮液相对粘度-温度关系曲线，最后推导出HDDA/C18
相变微胶囊悬浮液绝对粘度-温度经验公式。

图 9 基液绝对粘度-温度关系曲线图 图 10 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液

相对粘度-温度关系曲线图

图 9 所示为基液（去离子水）的粘度-温度关系曲线图，基液粘度和温度的关系式可以

通过 Andrade[20]公式拟合得到，Andrade 公式如下：

η୵ = A ∙ exp(



) （2）

其中 A，B 是和液体自身性质有关的常数，拟合得到的曲线如图 9 红色曲线所示，拟合优度

为 0.999，拟合精度很高，式中：A=1.03，B=1977.89，η୵和T的单位分别为 mPa.s 和 K。

图 10 所示为不同浓度 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液相对粘度-温度的关系曲线图。可

见，微胶囊悬浮液相对粘度随温度呈现线性增长的趋势，并且微胶囊悬浮液的相对粘度均大

于 1。由于不同浓度 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液的相对粘度随着温度呈现线性变化，拟

合的关系式可以表示为：

ౣ

౭
= aT + b （3）

其中η୫，η୵分别为微胶囊悬浮液和基液的绝对粘度值，T 的单位为 K，常数 a，b 以及拟合

的最大相对误差分别如下表所示：

表 1 拟合参数

浓度 1% 5% 7.5% 10% 15%
a 0.0001 0.0027 0.0032 0.00335 0.00643
b 1.039 1.044 1.084 1.179 1.397
R 1.8% 0.9% 1.9% 1.8% 1.2%

从表中可见，随着微胶囊浓度的增大，拟合直线的斜率和截距都不断增大，拟合的相对误差

均小于 2%，精度较高。综上，HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液的绝对粘度可以表示为：

η୫ =
౭

(ୟାୠ)
=

ଵ

(ୟାୠ)
∙ [A ∙ exp(




)] =

ଵ.ଷ

(ୟାୠ)
∙ exp(

ଵଽ.଼ଽ


) （4）

从 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液绝对粘度-温度公式中可以发现，一方面，温度越高，

分子的内能增加，分子相互之间作用力约束不足以限制越来越强的分子运动，分子间间距增



大，分子间吸引力减小。粘度取决于分子间的内摩擦力，对于液体来说，其内摩擦力由分子

间吸引力决定，所以当温度升高时，液体分子间间距增大，使得分子间吸引力减小，于是内

摩擦力减小，结果就导致了液体的粘度值变小。另一方面，由于微胶囊的加入，液体变成了

一种多相流体，粘度不再仅仅取决于液体分子间的内摩擦力，微胶囊的参数也会在温度升高

的过程中影响到微胶囊悬浮液的粘度。

3 结 论

本文围绕不同质量浓度的 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液粘度开展研究，研究范围限定

在牛顿流体范畴，在剪切速率为 100s-1 下，探讨 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液粘度和温度

的关系，得到的主要结论如下：

（1）HDDA/C18 相变微胶囊芯材为固相和液相时，其悬浮液的流变行为相同，也即温

度不会影响 HDDA/C18 水基微胶囊悬浮液的流变行为。

（2）HDDA/C18 水基微胶囊悬浮液的绝对粘度随着温度的升高而减小，并且悬浮液的

粘度均大于基液的粘度。

（3）温度越高，Vand 公式对 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液粘度的拟合效果越好，并

且与微胶囊自身性质有关的参数 A 值越大。

（4）HDDA/C18 水基相变微胶囊悬浮液的相对粘度不是定值，而是随着温度的升高而

减小；温度不仅仅通过影响基液性质来影响 HDDA/C18 水基相变微胶囊悬浮液粘度，微胶

囊的其他参数也会产生协同影响。

（5）以纯水的粘度-温度曲线为基准，得到了 HDDA/C18 相变微胶囊悬浮液粘度-温度

经验关系式为：

η୫ =
1.03

(aT + b)
∙ exp(

1977.89

T
)

该公式用于计算本文所研究的 HDDA/C18 水基微胶囊悬浮液的粘度相对误差不超过 2%。
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摘要：实验研究了液层上液滴偏离 Leidenfrost 状态的临界半径，分析了液层温度、厚度以及液滴初始半径

对临界半径的影响并建立了考虑液滴表面 Marangoni 效应的蒸气膜模型。结果发现：在过热度T < 25K 时，

液滴的临界半径随过热度增加而减小，当T > 25K 后，继续升高温度将不再影响其值，此外，过热度也会

影响液滴的整体温度。液滴的临界半径随着初始半径的增大而增大，且初始半径大的液滴更难在高粘度硅

油池上形成 Leidenfrost 现象。临界半径越大的液滴其表面 Ma 数越大，意味着 Marangoni 效应更强。同时，

预测了液滴悬浮时蒸气膜厚度的变化，液滴爆炸时蒸气膜的厚度大约为 1 m，并受初始半径的影响。

关键词：Leidenfrost 现象，液滴，蒸发，临界半径

主要符号表

英文符号 T 过热度，K

cp 比热容，J kg-1 K-1 t 时间，s

d 液滴直径，mm u 速度，m s-1

Fv 蒸气膜垂直方向的升力，N r r 坐标

g 重力加速度，m s-2 z z 坐标

h 液层厚度，mm 希腊符号

lc 毛细长度，mm  蒸气层厚度，m

L 蒸发潜热，kJ kg-1 γT 表面张力温度系数，N m-1K-1

Ma Marangoni 数，= T TsatTadμ-1 a-1 λ 导热系数，Wm-1 K-1

P 压力，Pa μ 动力粘度，mPa s

Pa 环境压力，Pa  蒸气层边缘位置角度，°

qv 总体积流量，m3 s-1 ρ 密度，kg m-3

qv,b 蒸气层的体积流量，m3 s-1  表面张力，N m-1

R 液滴半径，mm  参考时间，s

R0 液滴初始半径，mm 下标

Rd 液滴在液层上的接触半径，mm a 液滴顶点

1
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Sb 液滴与蒸气膜接触面积，m2 c 临界值

Sl 液滴表面积，m2 o 油表面

T 温度，℃ sat 饱和状态

Tb 沸点，℃ v 蒸气

1 前言

Leidenfrost 现象在核电站或蒸汽电厂的冷却液换热[1]、油池灭火[2] 以及喷雾冷却[3, 4]等

许多工程应用中都可能涉及，液滴与热表面接触后蒸发，产生的蒸气将液滴与加热表面隔开，

会大大降低换热设备的换热效率。但另一方面，蒸气膜的存在有助于降低液滴与基板之间的

摩擦力，Leidenfrost 效应在无摩擦运输[5, 6]、控制液滴沿特定方向运动[7, 8]、纳米制造[9, 10]等

方面具有重要的作用。

近些年，由于液体上 Leidenfrost 更容易发生等原因，越来越多的学者们对液层上

Leidenfrost 效应开展了研究。在早期的研究中，Snezhko 等人[11]选择了低沸点的液氮在室温

下进行了实验，证明了液池上液氮液滴的 Leidenfrost 效应，并展示了多个液滴的复杂动力

学行为。Kim 等人[12]测量了水滴在液氮池上的漂浮时间，并用理论模型解释了结果。随着工

程应用的需要，Davanlou[13]选用了不同粘度的硅油作为液层，分析了液层的物理性质对

Leidenfrost 液滴寿命的影响，发现粘度较低、表面张力梯度较高的液池会延长液滴悬浮的寿

命。随后，Maquet 等人[14]建立了更详细的理论来描述液层上 Leidenfrost 效应中液滴与液层

间气隙的厚度和液滴的界面形状，并发现过热度仅为 1 K 即可形成 Leidenfrost 现象。他们

的实验结果显示了过热度、液滴尺寸和液池物性参数对 Leidenfrost 效应的影响，揭示了液

层上液滴的寿命与固体基板上的不同。但对液滴、液池和环境气体的流动结构以及温度分布

等对 Leidenfrost 效应的影响等问题尚待研究。为此，Mogilevskiy[15]采用水、甘油、硅油和

乙醇分别作为浴液和液滴，发现 Leidenfrost 液滴消失时的半径几乎为初始半径的一半。并

建立了液滴悬浮的理论模型，提出维持液滴悬浮的因素是液池内部的对流引起的空气的流

动。认为液池表面的毛细波是导致液滴消失的重要因素。

最近，液层上 Leidenfrost 液滴的运动和操纵也备受关注。Matsumoto 和 Hasegawa[16]通

过实验研究了液池上乙醇和丙酮液滴的运动情况，发现乙醇液滴比丙酮液滴运动更加剧烈，

原因是乙醇液滴下方蒸气膜更厚，摩擦力更小。此外，Janssens 等人[17]演示了丙酮液滴在薄

液层上的直线推进行为，讨论了热毛细流和溶质毛细流对 Leidenfrost 现象的贡献。Shahriari

等人[18]报道静电场可以操纵 Leidenfost 液滴，其中液滴被控制悬浮在液体表面上。除了实验

研究外，Sobac 等[19]对 Leidenfrost 液滴在硅油池上的悬浮进行了数值模拟，发现液滴的蒸发

会引起液层表面的环流，且不同种类的液滴导致的环流方向不同。并表示，液滴的悬浮是蒸

气剪切应力、浮力以及热毛细应力相互作用的结果。Qiao 等[20]则计算了液滴附近的蒸发通

量、温度和速度的分布，讨论了 Stefan 数等参数对液滴蒸发的影响。Limbeek 等[21]理论分析



了液层上 Leidenfrost 液滴下方蒸气膜厚度与温度和材料性质之间的关系。

总体来讲，现有文献主要对 Leidenfrost 液滴的运动、悬浮寿命以及蒸气膜的厚度等开

展了研究，而对 Leidenfrost 液滴蒸发最后阶段行为的研究较少。虽然 Lyu 等[22]发现初始半

径较小的液滴最后会浮升到空中直至消失，初始半径较大的液滴则与基板接触后破裂，并认

为液滴中污染物含量直接影响液滴最后消失时液滴半径的大小，但实验仅限于固体基板上。

为此，本文以液层上 Leidenfrost 液滴为研究对象，主要研究液滴蒸发最后时刻的悬浮状态，

重点关注液滴偏离 Leidenfrost 状态时临界半径的大小，以及液滴初始半径、液层温度、液层

厚度对它的影响。值得注意的是，当液滴悬浮在液池上时，表面存在由温度梯度引起的

Marangoni对流，这将减少蒸气膜的厚度，使Leidenfrost液滴不稳定。故建立了考虑Marangoni

效应的蒸气膜理论模型，讨论了 Marangoni 对流对蒸气膜厚度的影响。

2 实验装置

实验装置如图 1 所示，中心部分为一圆形槽，其底部和周围均由纯铜一体化加工而成，

内径为 30 ± 0.1 mm，高度为 15 ± 0.1 mm，槽的内壁面光滑。圆形槽固定在有机玻璃圆柱形

腔体上，腔体与恒温油浴（Poly Science PP07R-20-A12Y，其温度的控制范围为20 ~ 200 ̊ C，

温度稳定性为 ± 0.005 ˚C）相连，用于加热和控制槽的温度，槽底的背面人为加工了半径

5±0.1 mm、高 10 ± 0.1 mm 的圆柱形凸台，以便即使腔体内油未充满也能伸入到油浴中，确

保槽底部受油浴加热。硅油用微量移液管（Thermo Fisher, 量程为 0.5 ~ 5 0.01 ml）注入池

中。本实验使用了粘度分别为 6 cSt、10 cSt 和 50 cSt 的三种低挥发性硅油作为实验液层，

可以避免液层蒸发对液滴悬浮的影响。实验时，用针在池面正上方的中心区域缓慢释放液滴。

液滴种类分别为乙醇、正己烷、四氯化碳和 HFE-7100，它们的物理参数列于表 1。采用两

台位于池正上方和侧方的独立显微镜（图像分辨率为 1024×768 像素，帧频为 30 Hz）来同

时监测 Leidenfrost 液滴的行为。根据显微镜拍摄的照片，用 ImageJ 软件测量液滴的尺寸。

测量误差主要来源于显微镜的空间分辨率，液滴尺寸越小测量误差也越小，在液滴半径 R 为

0.34mm 时，测量误差为 3.4%。一台热灵敏度小于 30 mK、帧频为 50 Hz 的红外热像仪

（FLIR，A655sc）垂直安装在液池上方（取代其中一台显微镜），用于检测 Leidenfrost 液滴

的表面温度。红外热像仪事先由热电偶（Omega Engineering Inc.）校准。液层表面的温度则

由置于液层表面下约 0.5 毫米处的热电偶测量。在固定空腔的铝合金基板上安装了三个微

米级调平螺栓，以调整平台的水平度。整个装置被放置在振动隔离平台上，以减少由恒温油

浴或其他因素引起的振动。



图 1 实验装置示意图

Fig. 1 Schematic of the experimental apparatus

表 1 液滴（25 ℃）和硅油（88 ℃）的物性参数

Table 1 Physical properties of droplet at 25 ℃ and silicone oil at 88 ℃

密 度

ρ(kg/m3)

动力粘度

μ (mPas)

表面张力温

度系数

γT (N/(m K))

沸点

Tb (℃)

比热容

cp (J/(kgK))

导热系数

λ (W/(mK))

蒸发潜热

L (kJ/kg)

乙醇 763 0.5 8.0×10-5 78.4 2903 0.156 840

甲醇 791 0.56 8.0×10-5 64.7 2531 0.203 1165

正己烷 660 0.307 11.0×10-5 68.9 2278 0.117 264.9

四氯化碳 1580 0.84 20.0×10-5 76.7 1415 0.102 204.7

HFE-7100 1500 0.668 10.0×10-5 61.2 1200 0.068 128.8

FC-72 1680 0.814 10.0×10-5 56.6 1100 0.507 93.5

10cSt 硅油 925 16.1 6.0×10-5 > 200 1500 0.14 -

50cSt 硅油 935 18.7 6.0×10-5 > 200 1500 0.15 -

100cSt 硅油 960 36.6 6.0×10-5 > 200 1500 0.16 -

选取了初始半径为 1.34 mm 和 1.92 mm 两种尺寸的液滴，它们的半径一个小于毛细长

度（lc=1.5mm），一个大于毛细长度。记录了液滴在厚度 h = 2.0 mm、表面温度 To = 88.4 ℃

的 10cSt 液层上蒸发过程中半径的变化情况，如图 2 所示。液滴半径随着蒸发时间的增加而

线性减小，线性关系与初始半径的大小无关，这与 Maquet 等人[14]提出的关系式 R=R0 (1t/τ)

一致，其中 R0是初始半径，τ 是参考时间。这表明本文测量的准确性。



图 2 液滴蒸发过程其半径 R 随时间 t 的变化关系，10 cSt 硅油，To = 88.4 ℃，h = 2.0 mm

Fig. 2 Evolution of droplet radius with evaporation, 10 cSt silicone oil, To=88.4 ℃, h = 2.0 mm

3 实验结果及分析

当液滴接近加热液层表面时，底部剧烈蒸发，液滴悬浮在其自身蒸发产生的蒸气膜上。

由于初速度的存在，液滴会在池表面振荡，这导致了蒸气膜的不稳定。在本实验中，以初始

半径 R0为 1.49 mm 的乙醇液滴，50 cSt 硅油为例，在过热度T(= ToTsat，Tsat 为液滴饱和温

度)小于 8 K 时，蒸气膜中压力不足以抵抗冲击力，导致液滴仅悬浮 2s 后爆炸。随着池温的

升高，蒸发足以使液滴悬浮，蒸气膜削弱了液层热量向液滴的传递并延长了液滴的停留时间。

图 3 显示了T = 9.6 K 时液滴的蒸发过程，为了便于从侧面观察液滴，将液层的厚度设置为

15.0 mm，即液层充满整个液池。初始时刻液滴下方的液层形成凹液面，而液滴的形状为扁

球形（图 3a）。随着蒸发的进行，液滴变得越来越小，更加接近球形，凹液面的面积变小，

凹陷幅度减小（图 3b）。在 t = 33.43 s 时，液滴半径减小为 0.51 mm（图 3c）。当 t = 33.46 s

液滴爆炸，残留物沉积在液层表面（图 3d）。这里将液滴爆炸前瞬间的半径定义为液滴偏离

Leidenfrost 状态时的临界半径，以下简称为临界半径，用符号 Rc 表示。

图 3 液滴悬浮时形状及半径的变化，50 cSt 硅油，To = 88.4 ℃，R0 = 1.49 mm，h = 15.0 mm

Fig.3 Evolution of levitated droplet during levitation, 50 cSt silicone oil, To = 88.4 ℃, R0=1.49 mm, h = 2.0 mm



对于其他种类的液滴，如甲醇、正己烷、四氯化碳、HFE-7100 和 FC-72，也观察到了

爆炸现象，这里仅显示了爆炸后残留物的状态，如图 4 所示。其中甲醇和乙醇具有相似的物

理性质，HFE-7100 和 FC-72 也相似，残留物表现出相同的状态。因此，以下只展示乙醇、

HFE-7100、正己烷、四氯化碳的结果，而没有展示甲醇和 FC-72 的结果。为便于观测液滴

的行为，尤其是残留物的状态，实验开始前在液体中添加了浓度为 0.1%的苏丹 I 染色剂。

乙醇液滴在蒸发末期爆炸后形成的圆形残留物漂浮在液池表面，并继续蒸发，由于乙醇不溶

于硅油，两者有明显的分界线（图 4a）。HFE-7100 液滴的残留物也呈圆形（图 4b），与乙醇

不同，由于它具有较低的蒸发潜热和更快的蒸发速率，爆炸后很快就从液面上消失。正己烷

液滴和四氯化碳液滴的残留物形状不规则，看不到明显的分界线，如图 4（c）和（d）所示，

这是因为它们都可溶于硅油。因正己烷的密度小于硅油，爆炸后漂浮在液池表面，而四氯化

碳的密度大于硅油，爆炸后缓慢下沉到液池底部。

图 4（a）乙醇、（b）HFE-7100、（c）正己烷和（d）四氯化碳液滴在 50cSt 硅油池上爆炸后的状态，h =

15.0 mm，T = 9.6 K

Fig.4 Ethanol (a), HFE-7100 (b), n-hexane (c), and carbon tetrachloride (d) droplets after explosion on 50cSt

silicone oil pool with thickness h = 15.0 mm and superheat temperature T = 9.6 K

在下面的分析中，只选择乙醇液滴来测量临界半径，因为它几乎不在液层上移动，有

利于用显微镜捕捉它。实验测量了三种粘度的硅油在不同厚度下初始半径为 1.21 mm 的乙

醇液滴的临界半径 Rc，此时液层底部加热温度为 96.5 ℃，如图 5（a）所示。可以看到，乙

醇液滴的 临界半径 Rc 会随着液层厚度（2.0 mm 至 15.0 mm）的增加而略微增大。可能的

原因是过热度随着液层厚度的增加而略有降低，如图 5（b）所示。在过热度较低的情况下，

液滴难以悬浮，从而导致 Rc 较高。此外，在给定的加热温度下，低粘度的硅油流动更快，

会强化热量的传递，所以过热度随着粘度的降低而增加。因此，高粘度层的表面温度低于低

粘度层的表面温度，这也会降低 Rc。



图 5 液层厚度对乙醇液滴（a）Rc 和（b）T 的影响，R0 = 1.21 mm

Fig.5 The effect of liquid layer thickness on Rc and T for R0 = 1.21 mm

固定液层厚度为 2.0 mm，通过改变液层的加热温度调节液层的过热度，发现当T  25

K 时，乙醇液滴的 Rc 随着过热度的增加而减小，但当T 超过 25 K 以后，继续增大T，Rc

几乎不再变化，如图 6（a）所示。以 10 cSt 硅油为例，T 的升高会增加液滴的整体温度，

液滴的顶点温度 Ta 也随之增加，如图 6（b）所示。温度的升高加快了液滴的蒸发，蒸气膜

的厚度增加，从而使液滴更容易悬浮，所以临界半径减小。当T 超过 25 K 以后，液滴的平

均温度升高，而液滴在蒸发末期的温度并没有明显增加，比如，当过热度从 25.5 K 增加到

29.1 K 时，液滴顶点的温度从 72.5 ℃增加到 72.8 ℃度，仅增加了 0.3 ℃，如图 6（b）所示，

所以 Rc变化不大。

图 6（a）过热度对乙醇液滴 Rc的影响，（b）10cSt 硅油液层上液滴顶点温度 ta 随时间的变化, R0 = 1.21

mm，h = 2.0 mm

Fig.6 The effect of superheating on Rc ( a), and the evolution of droplet apex temperature ta (b) on a 10 cSt silicone

oil pool R0 = 1.21 mm and h = 2.0 mm

图 7（a）显示临界半径 Rc随乙醇液滴初始半径 R0的增加线性增加，6 cSt 硅油液层上

R0 从 1.04 mm 增大到 1.92 mm 时，Rc从 0.34 mm 增加到 0.58 mm，增大了近 76 %。相同 R0



情况下，随着液层粘度的增大，Rc 逐渐增大。当 R0＞1.7 mm 时，乙醇液滴不能在 50 cSt 硅

油上形成 Leidenfrost 状态。在整个悬浮过程中，液滴下表面的温度维持饱和温度，但是上表

面的温度低于饱和温度（图 6b）。液滴表面温度的不均匀引起表面张力梯度驱动液滴内形成

Marangoni 对流，该流动在液滴表面从底部流向顶部后经液滴内流回底部，如图 8 所示。这

里，以 Ma 数（Ma = T TsatTad μ）来衡量 Marangoni 对流的强弱，其中 d 为液滴直径，

d = 2Rc。如图 7（b）所示，Ma 数随液滴 Rc的增大而增大，说明大液滴内 Marangoni 对流更

强。Marangoni 对流的流动方向与蒸气逸出的方向一致，可加速蒸气的流出，从而减薄了蒸

气膜的厚度，不利于液滴悬浮。这就解释了临界半径 Rc随初始半径 R0的增加而增加的原因，

这也是初始半径较大的液滴难以实现 Leidenfrost 现象的原因之一。

图 7（a）乙醇液滴 Rc 随 R0 的变化，（b）10cSt 硅油层上乙醇液滴在 Rc 时 Ma 数，T = 9.6 K，h = 2.0 mm

Fig.7 Rc versus R0 of ethanol droplet (a), and Marangoni number of ethanol droplets on 10cSt silicone oil layer at

Rc (b) T = 9.6 K and h = 2.0 mm

图 8 液层上 Leidenfrost 液滴内 Marangoni 对流及液滴受力示意图

Fig.8 Schematic diagram of Marangoni convection in Leidenfrost droplet and droplet forces on the liquid layer

当蒸汽膜内的浮力无法平衡液滴的重力时，液滴会立即与液层接触并发生爆炸。保持

液滴悬浮所需的最小蒸汽膜厚度称为临界蒸汽膜厚度c。由于实验测量液层上 Leidenfrost

液滴下气膜厚度十分困难，以下通过理论分析气膜的厚度。如图 8 所示，蒸气膜提供的垂



直方向的升力与液滴的重力相平衡，在油表面，液滴的重力等于油表面张力的垂直分量。

采用润滑理论并假设：(i)液滴底部具有均匀的蒸发速率，(ii)dP/dr 与 z 方向无关，(iii)蒸

气膜流动和传热均为稳态和轴对称，流动为层流，(iv)蒸气膜的厚度均匀。简化的 Navier-

Stokes 方程为[23]：
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求解以上方程，得到蒸气的速度分布 vu ：
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蒸气的平均速度 aveu 为：

2

0

1
3 2ave v T

dT

d

dP
u u z

r r
d

d

  


  
    (4)

其中T 是表面张力的温度系数 d / dT。液滴底部蒸发产生的体积流量 qv,b 为[24]：

, 2 sinv b aveq u R  (5)

总体积流量 qv和液滴底部蒸发体积流量 qv,b 之间的关系为：
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其中 Rd 是液滴与液层表面的最大“接触”半径，是蒸气层的边缘位置角度。考虑到液滴

边缘处于大气压力下，即 r=Rd，P=Pa，其中 Pa是大气压力，可以得出蒸气膜中的压力分布

为：
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对方程（7）进行积分可以得到蒸气膜中的垂直分力 Fv，
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方程（8）右边的第一项是蒸气膜中的压力，第二项是液滴表面的 Marangoni 力，这里

可见，Marangoni 效应的存在会削弱蒸气压力的影响。

液滴蒸发所需的热量通过蒸气膜的热传导提供[25]：

v b v v
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    (9)

其中 λv是蒸汽的导热系数，v 是蒸气的密度，L 是液滴的蒸发潜热。

蒸气膜的上表面处于液滴的饱和温度，下表面与液层表面接触：
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联立方程（9）和（10）计算出 qv，并带入到方程（8）中可得：
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其中的 可以从液层表面毛细力的垂直分力与液滴重力之间的平衡得到：

2 3
0

4π
2π sin

3 lR R g   (12)

首先可通过公式 (9) 计算通过蒸汽层的热传导，该热传导用于提供液滴的蒸发。然后，

以初始半径为 1.21 毫米的液滴为例，通过v qv / Sb计算蒸发速率，如图 9 所示。图 9 显示，

理论计算的蒸发速率略低于实验值，平均误差约为 9.8%，这验证了理论模型的准确性。液

滴的蒸发会在其周围的空气中产生饱和蒸气，而液池会同时加热其上方的空气，即液滴周围

的空气会形成自然对流，这会加快饱和蒸气的离开，从而引起液滴的蒸发更快[15]，这就导致

理论计算比实验值略低。

图 9 理论计算的蒸发速率与实验结果对比，R0 = 1.21 mm

Fig.9 Calculated evaporation rate versus experimental results R0 = 1.21 mm

蒸气膜的厚度可以通过 Fv = 4R3l g / 3 求得，如图 10 所示。蒸气膜的厚度在最初的 2

秒内迅速增加，然后逐渐减小。这是因为液滴释放后温度迅速上升（图 7a），其蒸发速率增



加，液滴表面温度梯度减小。根据等式（11）可得，最初时刻液滴半径的减小和 Marangoni

效应的减弱共同导致蒸气膜厚度 的增大。当液滴温度进入准稳态阶段，主要取决于液滴

的几何尺寸。过热度对蒸气膜的厚度也有显著影响，更大的过热度不仅会使最初气膜增加的

速率和幅度更大，且之后 减小的速率也明显增加，蒸气膜的平均厚度也相应地增大。这是

因为液滴温度更高蒸发更快，液滴半径也迅速减小。但当液滴偏离 Leidenfrost 状态，即达到

临界半径时，不同过热度下蒸气膜的厚度几乎相等。这也从蒸气膜的角度解释了为什么大于

25K 的过热度不再影响 Rc。

图 10 蒸气膜厚度 随时间的变化，T = 9.6 K，R0 = 1.21 mm

Fig.10 Evolution of vapor layer thickness  during evaporation T = 9.6 K，R0 = 1.21 mm

图 11 显示，临界蒸气膜厚度c 随初始半径的增大而增大。在蒸发的最后阶段，蒸气膜

厚度约为 1m 或更薄，这与 Lyu 等人[22]的实验结果相吻合。在如此薄的蒸气膜下，范德

华力成为主导[13, 26]，导致液滴与液池表面接触，液滴因此爆炸，进而偏离 Leidenfrost 状态。

因此，Leidenfrost 液滴存在一个临界尺寸，该尺寸与 Leidenfrost 液滴可以悬浮的最薄蒸气膜

相对应。当蒸气层达到临界厚度时，液滴就无法悬浮，换言之，低于临界尺寸的 Leidenfrost

液滴无法继续维持 Leidenfrost 状态。

图 11 R0 = 1.21 mm 的液滴蒸气膜厚度与初始半径的关系，T = 9.6 K

Fig.11 The critical thickness of vapor film versus droplet initial radius at T = 9.6 K



4 结论

研究了加热硅油池上悬浮液滴偏离 Leidenfrost 状态时的临界半径与初始半径的关系，

以及硅油池的温度和厚度分别对液滴临界半径产生的影响，记录了液滴悬浮过程中顶部温度

的变化趋势。观察了液滴悬浮时和爆炸后沉积在液池上残留物的状态。得到以下结论：

（1）Leidenfrost 液滴不能完全蒸发，当其蒸发到临界半径时会爆炸，爆炸后的残留物

会根据液滴性质不同以不同形状漂浮或沉入池中继续蒸发。

（2）在过热度小于 25 K 时，临界半径随过热度增加而减小，当过热度大于 25 K 后，

临界半径不再变化，增大过热度会使液滴悬浮时的平均温度更高且蒸气膜更厚，但液滴偏离

Leidenfrost 状态时的液滴温度和蒸气膜厚度不随过热度变化而变化。并且液滴温度随时间的

变化分为三个阶段：上升、稳定、再上升。

（3）液滴的临界半径会随着初始半径的增大而增大，在 6 cSt 硅油池上初始半径增大

0.9 mm 时，临界半径增大近 75 %。临界半径越大的液滴 Ma 数越大，液滴表面 Marangoni

效应越强。

（4）蒸气膜是影响 Leidenfrost 液滴悬浮的重要因素，当蒸气膜厚度约为 1 m 或更薄

时范德华力成为主导，导致液滴与液层接触从而偏离了 Leidenfrost 状态。并且初始半径越

大的液滴偏离 Leidenfrost 状态时的蒸气膜厚度也越大。
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摘要：为了获得 R245fa/R600 非共沸混合工质在螺旋管内的流动冷凝特性。本文通过建立物理模型和

数学模型，对不同组成比的 R245fa/R600 混合气的流动冷凝特性进行了研究，并对模型进行了验证。

分析了 R245fa/R600 在 0/1、0.25/0.75、0.5/0.5、0.75/0.25 和 1/0 五种组分配比下对螺旋管内速度和温度

分布、气液相分布和冷凝换热的影响。结果表明，螺旋管的液膜主要形成在外部，中心以下较厚，混

合工质的传热阻力因附加气体边界层的存在而增大，平均换热系数小于纯工质。

关键词：气液两相流；凝结换热；数值模拟。

0 前言

近年来，积极应对气候变化、发展低碳经济已成为国际社会的普遍共识，全球可再

生能源开发利用规模不断扩大[1]。作为一种新的海洋能源，海洋热能作为一种可再生能

源具有很大的发展潜力。将非共沸制冷剂与 ORC 循环发电技术相结合，利用海底热液

温差能，具有较高的研究价值和实际应用价值。然而，组份比对非共沸制冷剂性能的影

响尚不清楚，研究组份比对非共沸制冷剂冷凝特性的影响有助于进一步了解。

与纯制冷剂的冷凝换热相比，非共沸制冷剂的冷凝换热过程更为复杂。国内外学者

对非共沸制冷剂的冷凝换热机理进行了大量的实验研究和理论分析。Tiago 等人对

R600a/R290 和 R600a/R1270 混合物的换热系数和 R134a 在水平光滑内径 9.43 mm 流道

中的对流凝结进行了实验研究。研究发现，碳氢化合物的传热系数较高[2]。Shamirzaev
等人发现，在单边冷却的水平微通道冷凝器中，R32/R134a 二元混合物的流动冷凝过程

中，传热系数对逸出组分 R32 的浓度的依赖性很低[3]。通过实验研究，Azzolin 等人发现

R32/R1234ze(E)和 R455A 的换热系数可以通过改变初始组成比来增加[4,5]。基于 Nusselt
理论，张永欣等对不同质量比的 R134a/R245fa 在不同条件下的冷凝换热特性进行了研

究，发现组分比是影响冷凝特性的关键因素[6]。Weihua Cai 和 Shulei Li 等人对螺旋管内

混合物在静态和动态条件下的冷凝换热进行了深入的研究，但缺乏对不同组成混合物的

冷凝换热特性的研究[7-9]。

目前，对非共沸制冷剂的研究大多集中在水平光滑管内，而螺旋管由于其特殊的结



构特点，会在管内产生二次涡流，可以有效地提高换热效率，在实际换热器中经常使用。

本文利用 CFD 软件对 R245fa/R600a 混合工质在螺旋管内的冷凝特性进行了研究，讨论

了不同组成比对非共沸混合工质在螺旋管内冷凝性能的影响，为非共沸工质的实际应用

提供了指导。

1 数学与物理模型

1.1 物理模型

制冷剂的选择和研究一般从环保、安全和热循环特性三个方面考虑。氢氟碳氢化合

物、碳氢化合物和碳氢化合物及其卤代烃作为新型替代制冷剂，具有良好的环保性、耐

腐蚀性、不燃性和低毒等特点。在热力循环特性方面，根据饱和温度熵气斜率，选择干

制冷剂 R600 和等熵制冷剂 R245fa 的混合物作为研究对象[10,11]。

进汽速度 10m/s，进汽干度 1，工质饱和温度 298K，管道内壁温度 278K，重力加速

度 9.8N/kg。工质的物理参数是从 REFPROP 软件获得的[12]。研究中采用了以下假设：(1)
工质的热物性是恒定的；(2)换热壁是完全光滑的；(3)气液界面接近饱和温度。

图 1 螺旋管物理模型

几何模型如图 1 所示，其中螺旋管的螺旋直径 D 为 165 mm，螺旋管的进出口直径

d 为 12 mm，螺旋管的节距 P 为 30 mm。

1.2 数学模型
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Realizable k-ε 方程中，Gk代表由于平均速度梯度而产生的湍流动能，Gb是由于浮力

产生的湍流动能，YM代表可压缩湍流中波动膨胀对总耗散率的贡献。C2和 C1ε是常数。



σk和 σε分别是和的湍流普朗特数。Sk和 Sε是定义的源。
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VOF 模型方程中 qpm 是相间 q 到 p 的质量传递， pqm 是相间 p 到 q 的质量传递。一

般情况下，等式右侧的源项
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该方程为 CSF 表面张力模型方程。
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Lee 模型中 为相体积分数，  为密度，Lee 模型的局限性在于传质系数 r 的取值

受到网格数量、几何尺寸、模拟工况等条件的影响，r 的取值越大相界面越接近饱和温

度， 越符合模型假设，但 r 的取值过大会使计算发散，其最佳值强烈依赖于所研究的

特定问题。

采用 VOF 多相流模型、CSF 型连续表面张力模型、Realizable k-ε 湍流模型和 Lee
冷凝相变传质模型进行数值模拟。在 Lee 模型中，相变速率 r 更接近于气-液界面的饱和

温度，但过量的 r 会导致计算发散，且 r 的最佳值与所解决的具体问题密切相关。有机

工质的冷凝一般选择在 103-106的范围内[13]。在本文中，r 为 17000s-1。螺旋管入口定义

为速度入口边界条件，螺旋管出口定义为压力出口边界条件，壁面边界条件定义为第一

类边界条件。

1.3 网格独立性验证

在对几何模型进行分块后，采用多层方法进行网格划分，并在壁面附近进行边界层

网格划分。图 2 显示了螺旋管的网格划分结果。设定蒸汽进口流量 5m/s，以 R245fa 为

工质，用 5 种网格数(8× 105、9.7× 105、1.2× 106、1.4× 106、1.6× 106)验证网格独立性。

如图 3 所示，当网格数大于 1.2× 106 时，总换热系数变化率小于 5%。综合考虑计算成

本和计算精度，采用 1.2× 106的网格数进行求解。



图 2 螺旋管整体及局部网格划分

图 3 网格独立性验证

为保证数值模拟方法的可靠性，采用与文献[14]相同的五种工况(进口流体速度

1.399m/s、1.908m/s、2.376m/s、2.756m/s、3.591m/s)和物理模型(内径 8 mm、螺距 20 mm、

螺距 110 mm)对管内冷凝换热过程进行了模拟。如图 4 所示，与实验数据相比，模拟数

据的换热系数误差均小于 8%。可以认为误差在允许的范围内，仿真结果是可信的。

图 4 模拟可靠性验证



2 结果分析及讨论

2.1 速度分布特性与温度特性

速度分布云图是一张图表或图像。它提供了管道中流体运动的直观表示。在速度分

布云图中，流体在不同位置的速度由颜色或密度的变化表示。通过观察速度分布云图，

可以得到不同位置流体速度的大小和分布、流体在螺旋管内的流动路径、可能出现的速

度梯度和旋涡等动态现象。通过对速度分布云图的分析，可以深入了解流体在管道中的

行为特征，优化设备设计和流体传输系统，提高能量传递效率和流体运动性能。

图 5 混合工质在不同组分比例下螺旋管出口与中间截面速度分布云图

图 5 是螺旋管中间段和出口段的速度分布云图。速度分布云图显示了螺旋管中间段

和出口段的流体速度分布。速度分布云图显示了螺旋管中间段和出口段的流体速度分布。

这种速度分布的形成可以由以下因素综合分析：首先，螺旋管中的流体受到离心力和重

力的影响。由于螺旋管的几何结构和流体的旋转运动，离心力会在气相和液体之间产生

不同的轴向速度。同时，重力对液体的影响使其趋于下沉。其次，气液两相之间存在相

互作用力，如剪切力。在气液界面附近，气液两相的相互作用导致气相速度梯度较大，

而液体速度梯度较小。这是因为相互作用力通过液、气两相之间的相互作用使液相速度

缓慢下降，而气相速度受相互作用的影响较小。此外，R245fa 制冷剂比例的变化也可能

对速度分布云图产生影响。随着 R245fa 工质比例的降低，流体中 R245fa 的含量减少，

从而可能导致流体整体性质的变化。这可能会略微改变速度梯度，但总体趋势不变，即

气相的速度大于液体的速度。因此，螺旋管内速度分布云图的形成是离心力、重力和气

液两相相互作用共同作用的结果。这些因素使得不同位置的速度梯度不同，表现出丰富

的流体动力学行为。

同样，温度分布云图提供了管道中流体的传热过程的直观表示。通过观察温度分布

云图，可以得到不同位置的流体温度、温度的空间分布特征、可能的温度梯度和热流路

径等。通过对温度分布云图的分析，可以深入了解螺旋管内流体的换热特性，优化换热

设备的设计和工艺参数，提高系统的能效和系统性能。



图 6 混合工质在不同组分比例下螺旋管出口与中间截面温度分布云图

图 6 显示了螺旋管中间段和出口段的温度分布云图。与速度分布云图类似，螺旋管

中的流体受到离心力和重力的影响。由于螺旋管的几何结构和流体的旋转运动，离心力

会在气相和液体之间产生不同的轴向速度。这使得大多数气相流体在流动过程中与螺旋

管外壁和冷凝液接触，在恒温管壁的作用下，冷凝液温度显著下降。同时，液体在重力

的作用下往往会下沉。凝结的液体与恒温管壁接触形成液膜，气液界面上的液、气相温

度随着换热而不断降低。由于大多数气相工质在流动过程中不与冷壁接触，气相体内的

温度变化较小，其温度保持相对稳定。液体具有较大的导热系数和较低的热阻，导致液

体中的温度梯度较大。随着 R245fa 工质比例的降低，液、气两相之间的相互作用发生变

化，从而影响温度分布云图。液体的导热系数较大，与恒温管壁的距离较近，使液体的

温度分布更加均匀。然而，气相体的温度变化仍然很小，但界面附近的气相温度将慢慢

接近恒温管壁的温度。

总之，螺旋管内流体速度和温度分布云图的形成是离心力、重力和气液两相相互作

用的结果。此外，R245fa 制冷剂比例的变化也可能对速度和温度分布产生影响。

2.2 气液相分布特性

与速度和温度分布云图相比，气液两相分布云图显示了液膜的形成及其对流体流动

的影响。通过观察云图，我们可以了解气液两相的不均匀分布和液膜形状的变化，这对

于研究混合物的传热特性和流体流动行为具有重要意义。

图 7 混合工质在不同组分比例下螺旋管出口与中间截面气液相分布云图

液膜形状的变化是流体流动的直观特征，有助于解释换热特性。图 7 显示了螺旋管

中间段和出口段的气液相分布。进入螺旋管的混合物与低温壁面接触后迅速冷凝，在较



低温度下形成液体。由于重力和离心力的影响，凝结的液体分布在管段轴线的右下或左

下。与速度和温度分布的云图对比可以看到，由于液膜的形成，壁面上的速度和温度明

显降低，并且在气液界面形成了明显的梯度。速度分布、温度分布与液膜分布相互印证。

同时，混合工质产生的液膜厚度明显大于纯工质产生的液膜厚度。这是因为混合物由两

种沸点不同、挥发性不同的工质组成。当混合物中的蒸汽凝结时，挥发性较低的组分首

先被冷凝，因此它在气液界面上迅速聚集。同时，高挥发性组分在气液界面形成气层，

并在流体流动过程中继续凝聚。因此，混合物产生的液膜较厚。

总之，液膜的形态变化是流体流动的一个重要特征，在换热过程中起着关键作用。

在螺旋管中，混合物冷凝形成的液膜会引起速度和温度分布的变化。混合物的组成和挥

发度的不同进一步影响了液膜的形态和换热性能。通过对速度分布云图、温度分布云图

和气液相分布云图的分析，可以相互印证，揭示螺旋管内流体流动和换热的复杂过程。

2.3 冷凝换热性能

与速度和温度分布云图相比，气液两相分布云图显示了液膜的形成及其对流体流动

的影响。通过观察云图，我们可以了解气液两相的不均匀分布和液膜形状的变化，这对

于研究混合物的传热特性和流体流动行为具有重要意义。

图 8 显示了不同混合物组成下螺旋管内平均换热系数的变化趋势。从图中可以明显

看出，混合工质的总换热系数小于纯工质的总换热系数。这是因为在纯流体中，蒸汽与

管壁之间的热阻主要由冷凝膜的传导阻力决定。然而，在二元或更高的非共沸混合物的

冷凝过程中，有两个因素可以有效地降低换热速率。首先，当蒸汽转化为液体时，平衡

相的浓度会发生非线性变化。平衡相浓度的变化导致平衡温度的变化，而平衡温度的变

化又导致冷凝温度不恒定。因此，在整个冷凝过程中，冷凝的驱动温度会降低，从而降

低换热速率。其次，非共沸混合物的组成具有不同的饱和温度和气相到液相的传质速率。

这意味着在冷凝过程中，混合物的成分不会同时达到饱和并形成液体。挥发度低的组分

更容易凝结，而挥发度高的组分更难凝结，因此高挥发性组分的浓度梯度会在气相中形

成，相当于增加了一个气体边界层，增加了传热传质的阻力。这种浓度梯度和气液两相

之间附加的热质传递阻力的状态也称为非平衡状态。非平衡态引起的传热传质阻力限制

了冷凝过程中的传热传质速率。



图 8 不同 R245fa 组分比例下螺旋管平均换热系数

总而言之，混合物中平衡条件的改变和附加传质阻力的增加降低了总的传热率。这

解释了混合工质的平均换热系数比纯工质的平均换热系数小的原因。混合物的性质，包

括组成的差异和非平衡态的存在，对传热过程有很大的影响。为了优化换热器的换热效

率，需要在换热器的设计和运行中考虑这些因素。

3 结论

基于 VOF 多相流模型和 Lee 冷凝传质模型，研究了非共沸混合工质 R245fa/R600
对不同组成螺旋管内流动冷凝特性的影响。结论如下：

1）在螺旋管内的流体中，混合物受到离心力、重力和气液相互作用的影响，导致

速度分布和温度分布不均匀。冷凝现象发生在螺旋管内的气液界面附近，挥发度低的组

分更容易在气液界面处凝结形成液膜。液膜的形成导致了壁面流体速度的降低和气液界

面速度梯度的形成。温度分布云图显示，温度梯度主要出现在液膜形成的位置。

2）混合工质的总换热系数小于纯工质的总换热系数，这是由于多种因素对非共沸

混合物冷凝过程的影响所致。首先，当混合物中的蒸汽转化为液体时，平衡相的浓度发

生了非线性变化，这导致了由于不稳定的冷凝温度而导致的换热速率的降低。其次，混

合物组分具有不同的饱和温度和传质速率，这使得挥发度较低的组分更容易冷凝，在气

相和液体之间形成浓度梯度，从而增加了热质传递的阻力。
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摘要：在相变微胶囊悬浮液中加入了 Nano TiO2、Nano Al2O3和 Nano MgO 这三种纳米级金属氧化物以

优化传热行为，对所得到的微胶囊相变材料和相变微胶囊悬浮液的热学和流变学特性进行了表征，在

内插纽带的三角管内进行不同工况下的强制对流传热实验，研究了金属氧化物种类、浓度和流速等因

素对相变微胶囊悬浮液传热行为的影响。实验结果表明：与 6wt.%的相变微胶囊悬浮液相比，含有 1wt.%

TiO2、1wt.% Al2O3和 1wt.% MgO 的 5wt.%悬浮液的局部换热系数分别增加了 4.0%、2.5%和 7.13%。

关键词：相变微囊悬浮液；金属氧化物；传热增强；内插纽带；三角管

0 前言

当前能源危机和环境问题日益严重，由于全球二氧化碳排放量不断增加，全球生态

系统面临巨大挑战。在中国，人均能源量与世界平均水平仍有较大差距，能源利用率低

是造成能源浪费的主要原因。由于微胶囊相变材料浆液在溶液中具有较大的表观比热和

微观对流效应，因此已被广泛用于传热系统中[1]。然而，相变材料的低导热性限制了其

性能。这可以通过改善传热性能来解决，如泡沫金属[2]、纳米颗粒[3]、碳纳米管[4]、三元

相变材料[5]和金属氧化物[6]。例如，Mo 等人[7]制备了一种纳米颗粒和微胶囊相变材料

（Microencapsulated phase change materials, MPCMs）颗粒的混合悬浮液，以整合两种材

料的优势。Motahar 等人[8]研究了正十八烷在 TiO2 纳米颗粒存在下的固化过程。他们注

意到，加入 TiO2纳米颗粒后，热分层逐渐消失，传热效率也得到了提高。添加不同浓度

的 TiO2纳米颗粒可以提高正十八烷的凝固分数。Tumuluri 等人[9]制备了一种由多壁碳纳

米管（MNCNTs）和相变微胶囊悬浮液（Microencapsulated Phase change slurries, MPCSs）
组成的新型传热流体。他们记录到，在多壁碳纳米管的存在下，流体的导热性能增加 8.1%。

Kong 等人[10]发现，由于 MPCMs 的高热容量，在恒定的抽水功率下，MPCSs 可以比水

传递更多的热量。Zhang 等人[11]在一个底部加热的矩形壳体中进行蓄热实验。研究表明，

增加 MPCMs 的质量浓度和储热温度会使储热能力增强。Khan 等人[12]通过对纳米 PCM
在管壳式热交换器中的充放电循环进行数值模拟，将纳米 PCM和金属氧化物结合起来，

纳米 PCM 的有效热传导率和表面积大大增加。

除了传热材料的优化外，对管道结构也进行了广泛的研究。Qi 等人研究了纳米流体

在水平椭圆管[13]、波纹管[14]、内置旋转粘合圆管[15]、磁场下的波纹管[16]和螺旋管[17]中的

1 基金项目：国家自然科学基金 (51976126)；上海市自然科学基金（22ZR1442700）



热液性能。与光滑的圆管相比，这些管子都在不同程度上有利于加强传热。Kong 等人[18]

在螺旋管中进行了对流传热实验，发现 MPCS 的传热系数比纯水的要低。Ran 等人[19]通

过数值模拟研究了恒定壁面热流下 MPCSs 在双弯螺旋管中的流动。对 MPCSs 压降和泵

送功率影响最大的是入口速度，其次是质量分数，潜热和壁面热流的影响很小。Yang 等

人[20]研究了流经水平光滑管和内螺纹管的纳米制冷剂的传热特性。他们还探讨了流速、

质量分数和纳米颗粒类型对传热的影响。结果显示，内螺纹管的传热比光滑管的传热更

强。

使用增强型传热管可以有效地增加传热，但代价是提高压降。与其他圆形和非圆形

管相比，三角形管的压降值较低，可以有效解决泵的功率消耗问题[21, 22]。然而，三角管

的传热效率不高，需要在管内插入一个纽带以加强传热[22-24]。尽管如此，目前涉及三角

管的研究大多使用纳米流体作为传热介质，对带纽带的三角管中使用改性微胶囊相变材

料浆液的传热特性的研究还尚未普及。

本文采用了 MPCSs 作为含纽带的三角管的传热介质，为了提高悬浮液的导热性，在

MPCSs中加入了不同的金属氧化物，对所得到的MPCMs和MPCSs的热学进行了表征，

以确定添加的金属氧化物对 MPCSs 换热性能的影响。通过在含纽带的三角管中进行强

制对流传热实验以研究金属氧化物种类、浓度和流速等因素对 MPCSs 传热行为的影响。

1 实验

1.1 材料制备

由正二十烷为芯材、PMMA为壳材组成的MPCM由长安区吉若森日用品公司提供。

十二烷基硫酸钠（SDS）（99.0%%）、二氧化钛（99.5%，30 纳米）、氧化镁（99.8%，25
纳米）和氧化铝（99.5%，35 纳米）均购自阿拉丁生化科技有限公司，所有材料均按原

样使用，无需进一步净化。制备流程如图 1 所示。

图 1 相变微胶囊悬浮液的制备流程

1.2 MPCMs 的特性

MPCMs 的表面形态是通过场发射扫面电子显微镜（Tescan, Tescan Mira 3 XH）研究

的。为了提高导电性，样品在测量前被镀金，测量结果显示在图 2。在壳材和芯材之间

存在空隙使芯材在熔化和凝固过程中留有体积变化的空间，因此也导致微胶囊在挤压下

出现凹陷。通过差示热量扫描仪（DSC，Netzsch，200F3 Maia）测试了相变微胶囊的焓

值，测试结果如图 3 所示，以正二十烷为核心材料的相变微胶囊熔化所需的热量为 121.6
J/g，而凝固热为 119.6 J/g。通过激光粒度分析（Malvern instruments, Mastersizer Hydro



2000S）测量了 MPCMs 的粒度分布，粒径分布如图 4，相变微胶囊的粒径主要在 0.3 到

170μm 之间，平均粒径为 16μm。

图 2. (a)单个微胶囊和(b)微胶囊的 SEM 图像

图 3. MPCMs 的 DSC 热图 图 4. MPCMs 的粒径分布

1.3 MPCSs 的特性

用热导仪（南京大展，DZDR-S）测定 MPCSs 在 30℃、37℃和 44℃时的热导率，

结果见图 5。使用前用水对仪器进行了校准以确定合适的仪器功率和调整曲线，在每个

温度下对每个 MPCSs 样品的热导率进行 5 次测量得到平均数值。相变微胶囊悬浮液的

热导率随温度升高而增加。同时，与未添加金属氧化物的悬浮液相比，含有金属氧化物

的悬浮液的热导率明显增加。含 1wt.%TiO2、1wt.%Al2O3、1wt.%MgO、1.5wt.%MgO 和

2wt.%MgO 的 MPCS 的热导率分别提高了 15.4%、17.7%、20.8%、22.5%和 23%。
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图 5 不同种类 MPCSs 在不同温度下的热导率（样品 A：MPCM ，样品 B：6wt.％ MPCS，样品 C：

6wt.％ MPCS & 1wt.％的 TiO2，样品 D：6wt.％ MPCS & 1wt.％ Al2O3，样品 E：6wt.％ MPCS &

1wt.％ MgO，样品 F：6wt.％ MPCS & 1.5wt.％MgO，以及样品 G ：6wt.％ MPCS & 2wt.% MgO）



如图 6 所示，通过差示扫描量热仪分别测定制备的 MPCSs 样品的 DSC 曲线，在金

属氧化物存在的情况下，MPCSs 的熔化热和结晶热都没有降低，说明加入金属氧化物并

不影响 MPCSs 的热性能。通过质量流量计估算 MPCSs 的密度，MPCMs 和 MPCSs 的物

理特性见表 1。

图 6 不同种类 MPCSs 的 DSC 热图（样品 A：6wt.％ MPCS，样品 B：6wt.％ MPCS & 1wt.％TiO2，

样品 C：6wt.％ MPCS & 1wt.％Al2O3，样品 D：6wt.％ MPCS & 1wt.％MgO，样品 E：6wt.％ MPCS

& 1.5wt.％MgO，以及样品 F：6wt.％ MPCS & 2wt.%MgO）

表 1 热物理学特征

ρ (kg/m3)
ΔHf

(kJ/kg)
Tm

(oC)
ΔHc

(kJ/kg)
Tc

(oC)

MPCMs
854 (固态)
827 (液态)

121.6 40.1 119.6 28.6

6 wt.% MPCSs 991 8.31 39.8 5.86 29.7
6 wt.% MPCSs & 1 wt.% TiO2 995 8.57 41.1 8.77 29.8
6 wt.% MPCSs& 1 wt.% Al2O3 992 8.66 41.0 8.51 29.8
6 wt.% MPCSs & 1 wt.% MgO 993 8.68 41.0 8.49 29.8

6 wt.% MPCSs & 1.5 wt.% MgO 993 8.68 41.0 8.49 29.8
6 wt.% MPCSs & 2 wt.% MgO 993 8.68 41.0 8.49 29.8

2 仪器和方法

2.1 系统描述

对流换热实验台的系统图如图 7 所示。实验系统包括一个储液罐、一个质量流量计、

一个实验段、一个压力传感器、一个压力调节器、一个加热线圈、一个离心泵、一个板

式换热器、一个低温冷却循环泵和一个数据采集系统。除了测试部分，其余的管道都是

不锈钢管，外径为 8mm，内径为 6mm，测试管段为壁厚 1mm，三角形边长 12mm 的正

三角形管道，内插纽带壁厚 1mm，紧邻管壁插入。

为了确保均匀加热，电热带以密集缠绕的形式均匀地缠绕在三角管周围。电热带与

电压调节器相连以控制加热功率。玻璃带紧密包裹电加热带以避免缝隙中的空气对实验

结果的准确性产生影响，在玻璃带的外面覆盖了 40mm 厚的硅酸铝保温棉，以减少实验

管段对环境的热损失。在三角管的入口处安装一个质量流量计以实时监测测试段的质量



流量。在距离三角管入口 0.05 米处每隔 0.2 米安装一个 K 型热电偶来测试管壁温度。在

三角管的入口和出口以及板式换热器的出口处分别安装热电偶以监控三角管入口和出口

的流体温度，以及通过板式换热器冷却后的流体温度。

图 7. 实验装置的示意图

2.2 实验数据处理

实验段铜管内壁面温度通过下式计算[25]：

w w1
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其中：

2 2
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式中：Two 为热电偶测得的圆管外壁温度，kwo 为测试段铜管的导热系数，其值为 398；
qw为铜管表面的热流密度；rwo为铜管外径；rw为铜管内径；a=0.0144 为常数。

实验中流体与圆管管壁间局部换热系数[26]：

 w

i b i b,x

/ πDLq=x

UI
h

T T T T


 
式(2)

式中：Ti铜管内壁温度，Tb为流体局部温度；U 为测试段加热丝两端电压；I 为加热丝中

流过的电流；D 为铜管外径；L 为铜管长度。

式中：

b b( )( )x = x / D R e P r 

式中：Reb为测试段流体的局部雷诺数；Prb为测试段流体的局部普朗特数。

相变微胶囊悬浮液的比热容 Cp,s计算式[9]：



,s w ,w m ,m ,momop p p pC M C M C M C      式(3)

式中：M 为质量分数；下标 s 为浆体，m 为相变微胶囊；mo 为金属氧化物。

局部平均温度 Tb(x)计算式为[9]：

w
b b,i

,p s

Q P
T x T x

mC



（ ）= 式(4)

式中：x 为距离测试段入口处轴向距离，P 为测试段周长。Qw 为进出口流体的吸热量，

通过下式计算[9]：

, , ,C ( )
=

A
p s b o b im T T

Q


式(5)

式中：m 为管内流体的质量流量；Tb,o为流体出口温度，Tb,i为进口流体温度，均通过热

电偶测量得出；A 为测试段铜管被加热的面积。

2.3 系统验证

实验中所有的热电偶都经过了恒温水浴校准，误差被限制在±0.3℃，质量流量计误

差被限制在± 0.2%，功率计的最大波动不超过± 1.9%，热损失在 4.5%以内，根据公式（6）
计算的平均 Nu 不确定度为 6.18%[27]。

2 2 2 2 2TC TCI lossMF PMT

TC MF PM TCI

U = 100%T T QT T

T T T T Q

   
   （ ）（ ）+（ ）（ ）（ ） 式(6)

在进行实验之前，对实验台的准确性进行了验证，行了相同条件下的传热数值模拟

来验证实验台的准确性。实验开始前用纯水作为传热工质，图 8（a）和（b）对比了温度

和压降的实验和模拟结果，温度的最大误差为 1.37℃，压降的最大误差为 1.57 kPa。
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图 8. 实验和模拟结果的比较（a）温度；（b）压力

3 结果与讨论

3.1 金属氧化物对传热特性的影响

为了研究金属氧化物种类对悬浮液传热行为的影响，我们在内插纽带的三角管中进

行了强制对流传热实验。为此，在两种工况下，以水、6wt.％ MPCS、6wt.％ MPCS &
1wt.％ TiO2，6wt.％ MPCS & 1wt.％ Al2O3，6wt.％ MPCS & 1wt.％ MgO 五种悬浮液



作为换热工质进行实验，图 9 描述了五种悬浮液的 hx的变化趋势。在本实验中，由于内

插纽带的存在破坏了边界层使得入口效应不再明显，在整个实验段，局部传热系数相对

平稳。在入口处，微胶囊相变悬浮液和添加了金属氧化物的悬浮液的 hx 低于纯水的 hx，

这是因为在入口处没有发生相变，相变材料的潜热没有被利用。在离入口 0.25m 处，靠

近壁面的流体温度首先上升，贴近壁面的相变材料开始熔化并吸收大量的热量，随着流

体流动，中心流体的温度也逐渐提升到相变温度，同时悬浮液的粘度开始下降，更多的

MPCMs 融化。这两个因素使悬浮液的换热能力开始增强，局部换热系数开始上升。在足

够高的温度下，MPCSs 中的所有 MPCMs 都发生相变局部换热系数达到了峰值，然后逐

渐开始下降。在有金属氧化物存在的情况下，微胶囊悬浮液的相变过程在不同程度上被

推进。金属氧化物的加入提高了 MPCSs 的导热性，使管壁的温度快速转移到流体中。

0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 1.2 1.4 1.6
800

1000

1200

1400

1600

局
部

换
热
系

数
(W

/(m
2 ·℃

))
）

管长(m)

5wt.% MPCS
5wt.% MPCS & 1wt.% nano MgO
water
5wt.% MPCS & 1wt.% nano TiO2
5wt.% MPCS & 1wt.% nano Al2O3

a

m=0.48kg/min
Q=500 W

0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 1.2 1.4 1.6
800

1000

1200

1400

1600

局
部

换
热

系
数

(W
/(m

2 ·℃
))

管长(m)

5wt.% MPCS
5wt.% MPCS & 1wt.% nano MgO
水
5wt.% MPCS & 1wt.% nano TiO2
5wt.% MPCS & 1wt.% nano Al2O3

b
m=0.87 kg/min
Q=700 W

图 9 局部换热系数随管长的变化趋势

3.2 MgO 浓度对传热特性的影响

在三种金属氧化物中（第 3.1 节），含有 1wt.% MgO 的悬浮液显示出最好的传热性

能。因此，用水、6wt.%MPCS、6wt.%MPCS & 1wt.%MgO、6wt.%MPCS & 1.5wt.%MgO、

6wt.%MPCS & 2wt.%MgO 五种悬浮液被作为换热工质，在两种工况下进行换热实验，研

究 MgO 浓度对传热特性的影响。图 10 显示了五种悬浮液沿管长的局部换热系数的变化

趋势。换热系数随着 MgO 浓度的增加而增加。在入口处，由于其高粘度，6wt.％的 MPCSs
看起来不如水有效，局部传热系数低于纯水，而含 MgO 的悬浮液由于其更好的导热性，

可以快速把热量从壁面传热到流体，增加悬浮液的导热性可以大大增强对流传热的强度。
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图 10 局部换热系数随管长变化的趋势



3.3 质量流量对传热特性的影响

从第 3.2 节来看，含有 2wt.% MgO 的 MPCSs 的换热效果最佳。因此，以 6wt.%MPCSs
& 2wt.%MgO 为传热介质，在 Q=500 W 和 Q=700 W 时进行强制对流传热，研究流体质

量流量对悬浮液换热特性的影响。图 11 比较了 6wt.% MPCSs & 2wt.% MgO 在不同流体

质量流量下沿管长的局部传热系数的变化趋势。局部换热系数随着质量流量的增加而增

加。另外，随着质量流量增大，流体温度完成相变所需的时间也逐渐延长。在 m=1.1kg/min
和 m=1.3kg/min 时，悬浮液的局部换热系数在 1.05 m 处达到最大值。相比之下，

m=0.87kg/min 时，悬浮液的局部传热系数在 0.85m 处达到最大值，m=0.48kg/min 时局部

换热系数在 0.45m 处达到最大值。
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图 11 不同流速下局部传热系数随管长变化的趋势

4 结 论

本文成功制备了含有不同金属氧化物的 MPCSs，并研究了它们在不同工况下的对流

传热行为。评估了金属氧化物类型、浓度和流体流速对悬浮液传热行为的影响力。结果

表明，在有金属氧化物存在的情况下，相变微胶囊悬浮液的导热性和传热性能得到了提

高。其中，纳米氧化镁显示出最明显的增强效果。详细结论如下：

（1）与未添加金属氧化物的 MPCSs 相比，含有 1 wt.％Nano TiO2、1 wt.％Nano Al2O3、

1 wt.％Nano MgO、1.5wt.％Nano MgO 和 2 wt.％Nano MgO 的 MPCSs 的热导率分别提高

了 15.4%、17.7%、20.8%、22.5%和 23%。在 MPCSs 中加入金属氧化物，有效地提高了

悬浮液的导热性，解决了相变微胶囊导热性低的问题，促进了 MPCSs 在传热的应用。

（2）由于管道的不规则形状，以及内插纽带贴近管壁破坏了边界层，因此，含有内

插纽带的三角管大大削弱了入口效应。以纯水作为传热介质，局部换热系数沿管长方向

趋于平稳，而 MPCSs 的局部换热系数由于 MPCMs 发生相变而逐渐增加达到一个峰值，

此后慢慢下降达到一个平稳点。含有金属氧化物的 MPCSs 的局部换热系数更早达到峰

值，这是因为添加的金属氧化物增加了悬浮液的导热性，使流体快速吸收热量，MPCMs
更快达到相变温度。

（3）与 6wt.%的 MPCSs 相比，含有 1 wt.％Nano TiO2、1 wt.％Nano Al2O3、1 wt.％
Nano MgO 的 MPCSs 的平均局部传热系数分别增加了 4.0%、2.5%、和 7.13%。Nano MgO
对 MPCSs 的传热增强效果最为显著，增加金属氧化物的流速和质量浓度也能有效提高



MPCSs 的传热性能。总之，金属氧化物的加入以及内插纽带三角管的应用都可以达到不

同程度的换热增强。

参考文献

[1] ROSTAMI S, AFRAND M, SHAHSAVAR A, et al. A review of melting and freezing processes of

PCM/Nano-PCM and their application in energy storage [J]. Energy, 2020: 118698.

[2] A Z Z, A Z H, A D W, et al. Visualized-experimental investigation on the melting performance of PCM in

3D printed metal foam [J]. Thermal Science and Engineering Progress, 2022.

[3] SHEIKHOLESLAMI M, JAFARYAR M, LI Z. Nanofluid turbulent convective flow in a circular duct with

helical turbulators considering CuO nanoparticles [J]. International Journal of Heat and Mass Transfer,

2018, 124(SEP.): 980-989.

[4] ZHANG G H, ZHAO C Y. Thermal property investigation of aqueous suspensions of microencapsulated

phase change material and carbon nanotubes as a novel heat transfer fluid [J]. Renewable Energy, 2013, 60:

433-438.

[5] LI Y, YUE G, YU Y M, et al. Preparation and thermal characterization of LiNO3–NaNO3–KCl ternary

mixture and LiNO3–NaNO3–KCl/EG composites [J]. Energy, 2020, 196.

[6] CHEN X, TANG Z, LIU P, et al. Smart Utilization of Multifunctional Metal Oxides in Phase Change

Materials [J]. Matter, 2020.

[7] MO S, YE J, JIA L, et al. Properties and performance of hybrid suspensions of MPCM/ nanoparticles for

LED thermal management [J]. Energy, 2022, (239-Jan.15 Pt.E).

[8] MOTAHAR S, ALEMRAJABI A A, KHODABANDEH R. Experimental study on solidification process

of a phase change material containing TiO2 nanoparticles for thermal energy storage [J]. Energy

Conversion and Management, 2017.

[9] TUMULURI K, ALVARADO J L, TAHERIAN H, et al. Thermal performance of a novel heat transfer fluid

containing multiwalled carbon nanotubes and microencapsulated phase change materials [J]. International

Journal of Heat and Mass Transfer, 2011, 54(25-26): 5554-5567.

[10] KONG M, ALVARADO J L, THIES C, et al. Field evaluation of microencapsulated phase change material

slurry in ground source heat pump systems [J]. Energy, 2017, 122(MAR.1): 691-700.

[11] XIE R J. Experiment on heat storage characteristic of microencapsulated phase change material slurry [J].

Solar Energy Materials and Solar Cells, 2011.

[12] KHAN Z, KHAN Z A, SEWELL P J. Heat transfer evaluation of metal oxides based nano-PCMs for latent

heat storage system application [J]. International Journal of Heat and Mass Transfer, 2019.

[13] CONG Q, YANG L, CHEN T, et al. Experimental study on thermo-hydraulic performances of TiO2-H2O

nanofluids in a horizontal elliptical tube [J]. Applied Thermal Engineering, 2018, 129: 1315-1324.

[14] QI C, QI C, WAN Y L, et al. Experimental and numerical research on the flow and heat transfer

characteristics of TiO2-water nanofluids in a corrugated tube [J]. International Journal of Heat and Mass

Transfer, 2017, 115: 1072-1084.

[15] QI C, WANG G, YAN Y, et al. Effect of rotating twisted tape on thermo-hydraulic performances of



nanofluids in heat-exchanger systems [J]. Energy Conversion and Management, 2018, 166: 744-757.

[16] MEI S, QI C, LUO T, et al. Effects of magnetic field on thermo-hydraulic performance of Fe3O4-water

nanofluids in a corrugated tube [J]. International Journal of Heat and Mass Transfer, 2019, 128(JAN.): 24-

45.

[17] XINFENG, ZHAI, CONG, et al. Effects of screw pitches and rotation angles on flow and heat transfer

characteristics of nanofluids in spiral tubes [J]. International Journal of Heat & Mass Transfer, 2019.

[18] KONG M, ALVARADO J L, TERRELL W, et al. Performance characteristics of microencapsulated phase

change material slurry in a helically coiled tube [J]. International Journal of Heat and Mass Transfer, 2016,

101: 901-914.

[19] RAN F, XU C, CHEN Y, et al. Numerical flow characteristics of microencapsulated phase change slurry

flowing in a helically coiled tube for thermal energy storage [J]. Energy, 2021, 223.

[20] SUN, BIN, ZHANG, et al. Comparative study on the heat transfer characteristics of nano-refrigerants inside

a smooth tube and internal thread tube [J]. International Journal of Heat & Mass Transfer, 2017.

[21] Z., EDALATI, S., et al. The study of laminar convective heat transfer of CuO/water nanofluid through an

equilateral triangular duct at constant wall heat flux [J]. Heat Transfer-Asian Research, 2012, 41(5): 418-

429.

[22] AHMED H E, AHMED M I, YUSOFF M Z. Heat transfer enhancement in a triangular duct using

compound nanofluids and turbulators [J]. Applied Thermal Engineering, 2015.

[23] AHMED H E, YUSOFF M Z, HAWLADER M, et al. Turbulent heat transfer and nanofluid flow in a

triangular duct with vortex generators [J]. International Journal of Heat and Mass Transfer, 2017, 105: 495-

504.

[24] BASHI M, RASHIDI S, ESFAHANI J A. Exergy analysis for a plate-fin triangular duct enhanced by a

porous material [J]. Applied Thermal Engineering, 2017, 110: 1448-1461.

[25] WANG X, NIU J, LI Y, et al. Flow and heat transfer behaviors of phase change material slurries in a

horizontal circular tube [J]. International Journal of Heat and Mass Transfer, 2007, 50(13-14): 2480-2491.

[26] ZHANG J J, YANG C H, JIN Z G, et al. Experimental study of jet impingement heat transfer with

microencapsulated phase change material slurry [J]. Applied Thermal Engineering, 2021, 188.

[27] ZHAO C Y, LU W, TIAN Y. Heat transfer enhancement for thermal energy storage using metal foams

embedded within phase change materials (PCMs) [J]. Solar Energy, 2010, 84(8): 1402-1412.



中国工程热物理学会 学科类别：传热传质学

学术会议论文 编号：14xxxx

强对流条件下低温翼型结霜行为实验研究

夏斌 1,2*，徐向华 3，梁新刚 3，张昊元 1, 2，曾磊 1, 2，冯毅 4

（1. 中国空气动力研究与发展中心 计算空气动力研究所，四川绵阳 621000

2. 中国空气动力研究与发展中心 空天飞行空气动力科学与技术全国重点实验室，四川绵阳，621000；

3. 清华大学航天航空学院 热科学与动力工程教育部重点实验室，北京 100084

4. 成都流体动力创新中心，四川成都，610072）

(*Email: xiabin_cardc )com163.@

摘要：针对低温飞机机体进入暖湿空域时的结霜问题，根据其结霜特点，提炼其基础问题为强对流条

件下低温翼型结霜的行为，并开展了结霜特性及结霜影响规律的研究。以 NACA0012 翼型为研究对象，

使用风洞提供翼型结霜实验环境，观测总结翼型表面的结霜特征，并监测霜层形貌变化情况及结霜速

率，定量化地研究了来流速度、翼面温度和来流湿度对翼型结霜行为的影响规律。研究表明：翼面温

度越低或者来流湿度越大，霜层生长越快，霜层越厚；来流速度越大，霜层生长却越慢，霜层越薄。

此外，当来流湿度大于冰点的饱和湿度时，会进入湿模态结霜，霜面出现液态水膜，霜层呈现出起伏

不起的波浪状形貌。以上实验获得的强对流条件下的低温翼型结霜特点和规律，对于探究低温飞机机

体遭遇暖湿空气结霜的研究以及制定安全策略有将起到基础支撑作用。

关键词：强对流，翼型，低温，结霜，实验

0 前言

随着现代民航业的不断发展，航空安全问题愈加受到各国政府和机构的高度重视。

飞机在飞行过程中，会遇到多种多样的天气和气候条件。当飞机在 0℃以下的空域飞行

时，机身和燃油箱会被冷却到冰点以下。如果此时飞机随即飞入温暖潮湿的空域，空气

中的水蒸气会在低温的飞机表面上凝华成霜。飞机表面的霜层会改变机身外表（特别是

机翼）的粗糙度和气动外形，导致飞机表面摩擦阻力增加、升力减少、飞行速度下降，

甚至导致机身表面空气流动分离行为的改变，给飞行安全带来不可估量的风险。这种结

霜现象通常发生在飞机从巡航高度下降着陆时，此时飞行高度不断降低使得安全调整时

间变短，因此飞机结霜引起的飞行安全问题更应给予足够重视。为了飞行安全，有必要

先预测在不同飞行环境中飞机表面上的霜形成情况并评估其可能的不利影响。飞机的结

霜问题，特别是机翼上的结霜问题，是在强对流条件下冷表面的凝华霜问题。然而，不

同于关于过冷水滴撞击飞机的结冰问题有大量研究的情况，关于低温机身在空中飞行时

遭遇潮湿空气发生结霜的研究几乎未见报告。

目前，对低温表面在潮湿空气中的结霜研究主要是针对自然对流（或低速流动）条

件[1-6]，然而来流速度对结霜行为有很大影响。将流速大于 10 m/s 的流动条件称为强对
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流条件，以区别目前大多数低速气流下结霜研究中的强迫对流[7]。当来流速度高于 10m/s
以后，结霜现象会发生显著变化，前期对强流条件下低温平板的结霜现象和规律进行了

研究[7, 8]，发现强对流条件下的平板结霜显著区别于自然对流（或低速流动）条件下的结

霜的疏松霜层特征，强对流条件下结霜的霜层致密、无晶枝形貌、霜面形貌平坦。此外

根据来流湿度的不同存在干模态结霜和湿模态结霜，出现湿模态的必要条件为来流湿度

大于冰点饱和湿度[8]。不同于平板结霜，由于翼型扰流流动的不均匀性，将导致翼型表

面的传热和相变传质不均匀，低温翼型在强对流条件下的结霜会不同于平板结霜。研究

强对流条件下飞机翼型的结霜特性既是开端和基础，同样也至关重要。为了更好地理解

强对流条件下低温翼型结霜行为的特点和规律，本文针对 NACA0012 翼型，开展强对流

条件下低温翼型结霜实验，研究其结霜现象特点以及翼面温度、来流速度、来流湿度对

结霜的影响规律。

1 实验条件与方法

1.1 实验装置

结霜实验台为下吹式直流风洞，如图 1 所示，由进气段、整流段、实验段和排气段

组成。湿空气经由风机泵入设备，并由旁通阀控制其流量、加湿装置调节其湿度。湿空

气在整流段中经整流后进入实验段在低温翼型表面结霜，然后经由排气段排出设备。该

结霜实验台提供实验所需的来流条件和结霜环境，可提供的参数范围为来流速度 18~42
m/s、翼面温度-10~ -60 ℃、来流空气温度 34~35 ℃、绝对湿度 2.41~6.82 g/m3。

图 1 结霜实验台示意图

Fig. 1 Schematic diagram of the airfoil frost experiment facility

实验段如图 2 所示，其通道尺寸为 28 mm× 70 mm 的方形，翼型实验件为金属铝件，

翼型外形采用 NACA0012，翼型弦长 50mm，在与实验段壁面接触处设置定位销头。翼

型实验件结构为内部是冷媒通道的空心壳体（壳体厚度为 1.5 mm），冷媒通道中加压通

过快速流动的低温冷媒液体。实验段壁面有与翼型实验件同样形状的翼型孔，并在前后

缘位置设置定位槽。翼型实验件通过定位销头和定位槽进行配合安装，实现翼型实验件

的水平定位，并可控制实验件插入实验段通道的深度。实验段顶部和侧面安装石英玻璃

观察窗，以在这两个方向使用相机拍摄霜层俯视和侧面形貌图片。实验段内部安装恒定

光源，提供稳定照度的照明，并使用固定曝光参数的相机设置进行拍摄，以获取相同光

照阈值的图片用于后续的霜层自动识别和处理。



图 2 翼型结霜模型及安装示意图

Fig. 2. Schematic diagram of the airfoil frost model and installation

1.2 参数测量方法

使用涡街流量计、压差计和皮托管风速仪测量来流速度。在风机出口后的管道上安

装涡街流量计用以测量空气流量，涡街流量计型号为 HSLUGB-50，流量测量范围

140~320 m3/h，测量精度 1.5%。涡街流量计安装在风机出口下游 50 cm 处，且下游留 25
cm 长直管以满足涡街流量计的测量准确性要求。并在实验段的下游安装 L 型皮托管测

量来流速度，皮托管采集到的差压由压差计和皮托管风速仪同时采集，以相互确认。压

差计型号为 LEEG 的 DMP305X-DST，压差测量范围 0~3 kPa，测量精度 0.2%。皮托管

风速仪型号为中仪联控 RS485，测量范围 0~50 m/s，测量精度 0.1 m/s。
温湿度计安装在风机入口出测量来流湿度。温湿度计探头型号为维萨拉（VAISALA）

HMP110，相对湿度测量范围 0~100%，测量精度 1.5%，温度测量范围-40~+80 ℃，测

量精度± 0.2 ℃。

来流空气温度由安装在实验段入口前的 T 型铠装热电偶测量。实验件上的测温热电

偶使用 T 型裸头热电偶，测量翼型实验件冷媒出入口的冷媒温度。热电偶偶丝的品牌为

OMEGA，直径为 0.2mm，测量精度 0.2%。在开始结霜实验前，使用薄膜将翼型实验件

完全包裹密封以与空气中的水蒸气隔绝，在薄膜包裹的翼型实验件中加压通入低温冷媒

并待温度稳定到实验设定温度后迅速揭开薄膜开始实验。由于加压通入翼型实验件的低

温冷媒流速快，翼型实验件的冷媒出入口温差小于 1℃，加之翼型壳体为 1.5 mm 厚的高

导热材料铝，所以可以认为翼型实验件表面的温度均匀且等于冷媒进出口的平均温度，

因此，文中的翼型表面温度即是翼型实验件的冷媒出入口平均温度。

1.3 霜层平均厚度测量方法

1）在结霜实验开始之前，首先预标定翼型物理尺寸与照片像素之间的关系，标定

后固定相机拍摄位置；

2）利用 Python 对霜层形貌照片进行目标区域剪裁、灰度化、二值化、计算空白面

积等操作，获取目标霜层图像的像素面积；



3）利用预标定的像素与物理尺寸的对应关系，将霜层图像的像素面积换算为实际

霜层截面积；

4）翼型侧视霜层截面积除以翼型截面周长换算出翼型霜层平均厚度。

2 强对流条件下低温翼型结霜特性与规律

2.1 强对流条件下低温翼型结霜特征

开展了翼面温度-45 ℃、来流速度 42 m/s、来流温度为 35 ℃、来流绝对湿度为

0.00295 kg/m3（35 ℃的相对湿度为 7.5%）下的翼型结霜实验。侧面霜层形貌变化如图

3 所示，随着结霜时间增加，霜层逐渐变厚。为了更清楚地识别霜层厚度变化情况，在

各时刻的霜层形貌上叠加 50%透明度的 0 min 时刻翼型图像，叠加处理后的侧视图霜层

形貌如图 4 所示。从图 4 中可以看出，翼型上的霜层厚度总体上比较均匀，除前缘霜层

相对稍薄外，其他位置的霜层厚度未见明显差异。翼型前缘霜层稍薄的现象，是前缘处

的流动和传热传质的耦合作用的结果，在前缘处的流动滞止，传热相对较大，霜面的温

度相对较高，从而霜层厚度较薄。结霜使翼型厚度更大，这可能导致更大的飞行阻力，

使得飞机的升阻比降低。并且，由于翼型更厚，也可能导致在翼面最厚的结霜位置发生

流动分离，从而严重影响飞机的气动特性甚至对飞行安全造成重大影响。

图 3 低温翼型结霜形貌随结霜时间的变化情况

Fig. 3 Morphological variation of frost layer on low-temperature airfoil with frosting time



图 4 低温翼型结霜形貌变化情况（叠加 0 min 时刻翼型）

Fig. 4. Morphological variation on airfoil frost at low temperature (superimposed with airfoil at 0 min).

翼型上霜层平均厚度变化如图 5 所示，其霜层平均厚度为霜层截面积除以翼型截面

翼面周长 102mm 得到。从图中可以看出，与低温平板的结霜规律一样[7]，低温翼型上霜

层厚度也是随着结霜时间逐渐增加，随着结霜进行，霜层厚度生长速率逐渐减小。

图 5 低温翼型霜层平均厚度随结霜时间变化情况

Fig. 5 Variation of the average thickness on the airfoil frost layer with frosting time at low temperature

2.2 翼面温度对结霜的影响规律

对比了不同翼面温度条件下的低温翼型上结霜行为，条件如下，来流速度为 34 m/s，
来流温度为 34 ℃，来流湿度为 0.00306 kg/m3（34 ℃的相对湿度 8.1%），平板温度分别

为-14℃、-24℃、-34℃、-45℃，实验时间为 30min。
不同翼面温度下在 30min 时的翼型霜层形貌如图 6 所示，不同翼面温度下翼型上霜

层平均厚度变化情况如图 7 所示。从图中可以看出，翼面温度越低，霜层生长速率越快，

相同时间内霜层越厚，并且霜层生长速率降低也越晚。越低的翼面温度导致更加严重、

持久的翼面结霜，将对飞机飞行带来更大的影响。因此，当飞机从很低温的空域经过后，



需要特别注意结霜带来的不利影响。

图 6 不同翼面温度条件下的霜层形貌（30min 时刻）

Fig. 6. Airfoil frost layer morphology under different surface temperature conditions (at 30min).

图 7 不同翼面温度条件下的霜层厚度变化情况

Fig. 7. Change in frost layer thickness on the airfoil under different surface temperature conditions

2.3 来流速度对结霜的影响规律

对比了不同来流速度条件下的低温圆管上结霜行为，条件如下，翼面温度-45 ℃，

来流温度为 34 ℃，来流湿度为 0.00300 kg/m3（34 ℃的相对湿度 8.0%），来流速度分别

为 18 m/s、28 m/s、42 m/s，实验时间为 30min。
不同来流速度下在 30min 时的翼型霜层形貌如图 8 所示，不同来流速度下翼型上霜

层平均厚度变化情况如图 9 所示。从图中可以看出，来流速度越快，霜层生长速率越小，

相同时间内霜层越薄。在此速度范围内，速度对霜层厚度的影响相对其他因素较小。因

此，在强对流条件下，飞行速度越快，翼面的结霜越薄。进一步推测，在飞机的下降的

飞行速度条件下（70~90 m/s），机翼上的结霜可能较薄，这是一个正向影响趋势，利于

减小对飞行的影响。



图 8 不同来流速度下的翼型结霜霜层形貌（30min 时刻）

Fig. 8. Frost layer morphology on the airfoil under different inflow velocity conditions (at 30min).

图 9 不同来流速度条件下的翼型霜层厚度变化情况

Fig. 9. Change in frost layer thickness on the airfoil under different inflow velocity conditions

2.4 来流湿度对结霜的影响规律

对比了不同来流湿度条件下的低温翼型上的结霜行为，条件如下，翼面温度-24 ℃，

来流风速为 42 m/s，来流温度为 34 ℃，来流湿度分别为 0.00241 kg/m3、0.00372 kg/m3、

0.00573 kg/m3、0.00682 kg/m3（34℃的相对湿度 6.4%、9.9% 、15.3%、18.2%），实验

时间为 30min。
不同来流湿度下在 30min 时的翼型霜层形貌如图 10 所示，不同来流湿度下翼型上

霜层平均厚度变化情况如图 11 所示。从图中可以看出，来流湿度越高，霜层生长速率越

大，相同时间内霜层越厚。当来流相对湿度大于 12.9%（即冰点的饱和湿度 0.00485 kg/m3）

时，会出现湿模态结霜的情况，从图 10(c)和(d)可以看出，在 30min 时刻，相对湿度 15.3%
和 18.2%的两个状态都出现了小丘状形貌，说明都已经处于湿模态结霜阶段。从图 11 中

的霜层平均厚度变化情况可以判断，当来流湿度 15.3%时，在约 13min 的时候进入显著

的湿模态，液态水浸入多孔霜层，使得霜层厚度出现短暂下跌。而当来流湿度 18.2%时，

在 2min 时就出现了霜层厚度的短暂下跌。说明了来流湿度越高，越早进入湿模态结霜。

当翼型进入湿模态结霜后，在机翼前缘的小丘状霜层将导致显著的流动分离，此时飞机



的飞行性能将收到严重影响。因此，当飞机从低于冰点的低温空域飞出后，应避免立即

飞入湿度大于冰点饱和湿度的空域中，以避免发生湿模态结霜导致飞行危险。

图 10 不同来流湿度条件下的翼型霜层形貌（30min 时刻）

Fig. 10. Frost layer morphology on the airfoil under different inflow humidity conditions (at 30min).

图 11 不同来流湿度条件下的翼型霜层厚度变化情况

Fig. 11. Change in frost layer thickness on the airfoil under different inflow humidity conditions

3 结 论

针对强对流条件下的低温翼型结霜，研究了就不同翼面温度、来流速度以及来流湿

度对翼型结霜的影响规律进行了研究，得到如下结论：

（1）翼型上的霜层厚度总体上比较均匀，前缘霜层相对稍薄。随着结霜的进行，

霜层逐渐变厚，但霜层生长速率逐渐减小。

（2）来流温度越低或来流湿度越大，霜层生长越快，相同时刻的霜层越厚；来流

速度越快，霜层生长越慢，相同时刻的霜层越薄，且速度越大，霜层厚度的差异越小。

（3）当来流相对湿度冰点的饱和湿时，翼型上的结霜会出现湿模态结霜，来流速

度越高进入湿模态结霜的时间越早，进入湿模态结霜后翼型上从前缘开始出现起伏的小



丘状霜层形貌.
（4）当飞机从很低温的空域经过后，或者随即将飞入湿度大于冰点饱和湿度的空

域中，需要特别注意结霜带来的不利影响，以避免发生湿模态结霜导致飞行危险。

以上实验获得的强对流条件下的低温翼型结霜特点和规律，对于探究低温飞机机体

遭遇暖湿空气结霜的研究以及制定安全策略有将起到基础支撑作用。
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对于评审意见的答复：

1. 是否可以提供或评估机翼近表层温度测量结果，用于评判是冷凝结霜还是凝化成霜？

单纯机翼机体温度-45 ℃不足以说明局部温度和变化；

答复：增加了对翼型实验件表面温度均匀性的说明。具体为在文中“1.1 实验装置”

的第二段中补充了翼型实验件的内部结构形式“翼型实验件结构为内部是冷媒通道的空

心壳体（壳体厚度为 1.5 mm），冷媒通道中加压通过快速流动的低温冷媒液体。”和“1.2
参数测量方法”的第三段中补充了温度测量方式和实验方法“在开始结霜实验前，使用

薄膜将翼型实验件完全包裹密封以与空气中的水蒸气隔绝，在薄膜包裹的翼型实验件中

加压通入低温冷媒并待温度稳定到实验设定温度后迅速揭开薄膜开始实验。由于加压通

入翼型实验件的低温冷媒流速快，翼型实验件的冷媒出入口温差小于 1℃，加之翼型壳

体为 1.5 mm 厚的高导热材料铝，所以可以认为翼型实验件表面的温度均匀且等于冷媒

进出口的平均温度，因此，文中的翼型表面温度即是翼型实验件的冷媒出入口平均温



度。”，按照此翼型实验件设计方法和实验方法，可认为模型表面的温度均匀。

2. 结果 2.4，图 10 和图 11，翼面温度较高，结霜前期必然是冷凝模式，高湿度下形成的

冷凝量大，形成离散分布的液膜（或大水滴），冻结后顶部成霜，所以才会出现小丘。原

文中此处的解释不够机理，单纯的通过霜层宏观形貌判定干湿模态有异议。

答复：补充说明了实验方法，具体修改为“1.2 参数测量方法”的第三段中补充了实

验方法“在开始结霜实验前，使用薄膜将翼型实验件完全包裹密封以与空气中的水蒸气

隔绝，在薄膜包裹的翼型实验件中加压通入低温冷媒并待温度稳定到实验设定温度后迅

速揭开薄膜开始实验”。按照此实验方法，翼型表面可看做为等温边界条件，在 2.4 中的

翼型表面温度为-24℃，虽温度高于本文其他结霜状态的翼型表面温度，但仍满足在翼型

表面凝华的条件，结霜前期为凝华现象。当随着结霜进行，翼面的霜层变厚，霜面温度

升高，当霜面温度达到露点温度的时候，水蒸气在霜面发生冷凝，此时为湿模态结霜。

文中并不是单纯通过宏观形貌判定干湿模态，但由于对于干湿模态定义和行为描述在已

发表论文“夏斌, 梁新刚, 徐向华, 快速来流条件下低温平板结霜行为实验研究, 工程热

物理学报, 41(8) (2020) 2031-2034”中有详细说明，未在本文中赘述，只是呼应印证。
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摘要：研究了超疏水表面上再结冰现象，分析了基板温度对润湿性的影响以及再结冰对表面防冰性能的影

响。通过建立热阻分析模型，探讨了再结冰防冰衰减的影响因素。在实验中观察到超疏水表面从不同高度

的融化位置的再结冰的结冰形态有一定的差异，融化线处于较高位置可以形成尖端，融化线处于中间及以

下位置时，在融化线处形成清晰的边界，并在边界边缘产生不规则的小冰晶。融化线位置越低，边界就越

明显。再结冰时超疏水表面的防结冰性能变得极弱，冻结延迟时间比单次冻结的延迟时间小一个数量级，

成核温度范围为-2℃至-6℃。通过热阻分析表明冰的存在大大降低了液滴的热阻，促进了液滴传热，从而

导致快速结冰和冰峰推移。

关键词：超疏水表面，结冰融冰，再结冰，润湿性，防结冰性能

符号表 下角标

变量 c 疏水涂层

dc 接触直径 [mm] C Cassie 状态

fn 表面固体分数 [-] Cu 铜

h 高度 [mm] d 液滴

hi 界面传热系数 [W/m2/K] d* 冰水混合液滴

Hfg 水蒸气冷凝成液态水释放的潜热 [kJ/kg] d,i 冰水混合液滴中的冰

k 导热系数 [W/m/K] d,l 冰水混合液滴中的水

q 传热速率 [W] e 液滴曲率

r 液滴半径 [mm] g 空气

ri 球冠形冰半径[mm] i 凝结界面

R 热阻 [K/W] ice 冰

Rt 液滴的总热阻 [K/W] i,W 超疏水表面冰水混合液滴处于 Wenzel 状态

Rg 空气的气体常数 [J/(kg∙K)] i,C 超疏水表面冰水混合液滴处于 Cassie 状态

1基金项目：中国空气动力研究与发展中心结冰与防除冰重点实验室开放课题资助(IADL20220408)



Tsat 界面附近水蒸汽饱和温度 [K] i,P 普通表面上冰水混合液滴

Tsub 基板温度 [K] l 水

∆T Tsat 和 Tsub 之间的温差 [K] m 融化线

Vl 液滴体积 [μL] o 氧化铜薄膜

α 冷凝系数 [-] p 微柱

γwg 气液界面表面张力 [N/m] P 普通表面

δ 基板的厚度 [mm] s 微纳结构

θ 表观接触角 [°] w 基板

θi 基于冰水界面球冠形冰的接触角 [°] W Wenzel 状态

ρ 密度 [Kg/m3]

1 前言

暴露表面结冰结霜会对飞机飞行[1]、风力涡轮机[2]、高压输电线路[3]、交通网络[4]的安全

性和成本造成严重的影响。比如，在上千米的高空，温度往往低于零度甚至更低，飞机的机

身和机翼容易附着冰层，影响飞机的飞行稳定和安全，导致的航空事故比例达到了四分之一

以上[5]。在解决结冰问题上，目前采用机械振动、加热和化学流体喷雾等主动除冰方法来去

除表面上的冰层[6]，它存在能耗大、污染环境等不足[7-9]。

近年，被动防冰受到广大研究者的关注[10, 11]。被动防冰表面是将水的结冰温度降低，在

一定的低温下保证表面不结冰，超疏水表面是其中的典型代表。Barthlott 等人[12]最早报道了

通过仿生荷叶表面制备的超疏水表面。液滴在超疏水表面上呈“不润湿”状态，基底纹理由

于具有许多微纳气穴，具有良好的延迟结冰性能[13, 14]。魏存谦等人[15]使用差示扫描量热法

发现超疏水表面上水的结晶点可以低至17℃，延迟结冰时间是普通表面的二十多倍。液滴

冷冻过程一般经历过冷、成核和冰峰生长三个阶段[16-18]，蒋静等人[19]使用亲水表面、超疏水

微纳米复合表面和超疏水纳米草表面等几种表面对结冰的相关机理进行了研究，发现亲水表

面的润湿性很强，液滴在表面冻结只经历膜状凝结、冷凝液滴冻结生长及霜层积累三个阶段。

而两种超疏水表面冻结过程经历了珠状冷凝、液滴合并生长、液滴冻结传播、冻结液滴生长

与霜层积累四个阶段。Shen 等人[20]研究发现在低温条件下截留气穴会被刺穿，从而诱导润

湿状态从 Cassie-Baxter 状态转变为 Wenzel 状态。Peter 等人[21]在亲水(未处理的铝)、疏水、

超疏水差示扫描量热仪盘中进行 150 次冻结融化循环，研究表明反复的冻结-融化可能会破

坏超疏水涂层的润湿模式，出现不可逆的 Cassie 到 Wenzel 状态转变。而钟敏霖等人[22]在超

疏水表面上实现了液滴结冰融冰循环中从 Wenzel 到 Cassie 状态的自发转变，在结冰过程中，

随温度的降低，有大量气泡从微纳气穴中进入液滴，接触角不断变小，接触直径变大。在融

化过程，观察到了接触角和接触直径缓慢恢复，其中一种超疏水表面基本恢复到了原始状态。

虽然超疏水表面具有良好的防冰性能，但依旧不能完全抑制结冰，温度降低到一定时，



表面上依旧会积累冰层，从而使降低表面冰层黏附力的研究备受关注。而 Chen 等人[23]研究

发现超疏水表面不能降低冰的粘附力，原因在于 Wenzel 状态下会增加冰和纹理表面的机械

连锁。Wenzel 状态和 Cassie-Baxter 状态之间还存在所谓部分润湿状态，Miljkovic 等人[24]研

究发现在该状态下，液滴的生长速率和单个液滴的传热系数是 Cassie-Baxter 状态液滴的 4-6

倍。当除冰不完全时，超疏水表面上可能会出现大量的水滴和冰水混合物。褚福强等人[25]基

于该问题对冰滴未完全融化再结冰的特性进行了研究，发现再结冰时从未融化的冰表面出现

流体剪切，在未融化边缘诱发二次成核，形成拉伸树枝状晶体向基底延伸，然后触发异质成

核，冰峰从底部向上推移。

传热会显著影响冰的生长，表面温度、表面特性会影响表面的传热性能[26, 27]。液滴热阻

分析模型最早是 Le Fevre 和 Rose[28]提出，他们在单液滴传热模型考虑了液滴传导、气液界

面之间物质转移相关的耗散以及表面张力对弯曲界面两侧的温度和饱和压力之间关系的影

响。Kim 和 Kim[29]建立了考虑接触角影响的单液滴传热模型，结果显示在高接触角下可以

增强冷凝传热。Liu和Cheng[30]通过可用性准则得到了液滴的临界半径，改进了Kim和Kim[29]

开发的传热模型，发现高接触角下液滴具有高热阻，添加涂层会增加冷凝过程的热阻。

在超疏水表面由于液滴的迁移扫掠会合并成许多较大的液滴，当融冰时间短或融冰温度

较低时会导致大液滴中的冰没有完全融化，存在未融化的冰，表面冷却时就会出现再结冰现

象。再结冰现象的发生会影响主动除冰和表面被动除冰性能，比如飞机机身、机翼、涡轮发

动机出现再结冰现象，会诱发冰层扩散，对飞机安全造成重大影响。同时对风机叶片、光伏

板、输电线路、空调换热器等领域也有很大的影响。目前只有褚福强等人研究了超疏水表面

上融化线位置接近液滴顶部的再结冰[25]，但对再结冰对防冰效果的实际影响没有分析。再结

冰具有结冰延迟时间短、成核温度高的特点，即比一次结冰更快结冰，但其原因还不清楚；

对于融化线在其他位置的再结冰是否都会出现流体剪切诱导表面树枝状晶体生长，融化线在

其他位置的再结冰是否与一次结冰存在差异，目前对这些问题都还缺乏了解。本文将观察超

疏水表面上液滴结冰和存在未融化冰时从不同融化位置再结冰现象，探究再结冰过程中热阻

的变化和对防冰性能的影响。

2 实验装置

实验前，将直径 18.2mm、厚度 8mm 的紫铜基板在 1500cw 的砂纸上打磨抛光，用去离

子水清洗并用氮气吹扫干燥。将干燥后的基板放入 0.05mol/L 过硫酸铵溶液与 1.25mol/L 氢

氧化钠溶液的混合溶液中腐蚀 15 分钟，然后用超声清洗基板，并用氮气吹扫干燥。将基板

放入温度为 280℃的烤箱中烘烤 30 分钟，待冷却后再取出。将质量分数为 5.4%的 PTFE 溶

液滴加在基板表面，静置 10 秒后，超声清洗，并用氮气吹扫干燥。将干燥后的基板再次放

入温度为 280℃的烤箱中烘烤 30 分钟，冷却至室温（27℃）取出。

实验装置如图 1 所示，中心部分为制冷平台，用于放置和制冷液滴。制冷平台由导热铜

板（60608.3mm）下方安装的半导体制冷片（型号 TEC2-19006，制冷功率 56W）进行制



冷，通过温控器（XH-W1510，控温精度0.1℃）对制冷片的制冷温度进行控制。制冷平台

的基底上安装了三枚调节螺栓用来调节基板的水平度和基板的位置高度。整个制冷平台放置

在侧面开孔的有机玻璃罩内。罩内放置干燥剂控制湿度，电子温湿仪（型号 CS-HT12R-S，

温度量程40℃～85℃，精度0.1℃，湿度量程 0～100%RH，精度1.5%RH）测量湿度。将

T 型热电偶 (Omega, USA, COCO-025)放置在超疏水表面与导热铜板之间，记录铜板表面的

温度数据。LED 冷光源和接触角测量仪(Powereach, China, JC2000DM)布置在液滴两侧，通

过接触角测量仪的显微镜功能实时记录液滴结冰过程，LED 冷光源调节背景光亮度。

图 1 实验装置示意图

Fig. 1 Experimental apparatus.

采用微量进样器向基板表面滴加液滴，液滴工质选用 5.0 L 去离子水，其物性参数如

表 1 所示。实验时，将超疏水表面或普通表面固定在制冷平台上，打开制冷系统调节温控器

参数使制冷温度从室温按一定降温速率降低到20℃，使液滴结冰，称为一次结冰过程。之

后自然融化，融化过程中上部还存在冰晶时再次冷却，称为再结冰，根据冰水界面（融化线）

处于不同的高度可以实现从不同融化位置的再结冰。在上述再结冰的基础上经融化一部分冰

晶后再次结冰称为二次再结冰。实验过程中记录液滴冻结过程和热电偶温度数据。

表 1 液滴物性参数表 (20℃) 

Table 1 Physical properties of droplet (20℃) 

物性参数 数值

密度 ρ, kg/m3 1000

定压比热容 cp, J/(kg∙K) 4182 

导热系数ߢ, W/(m∙K) 0.607

动力粘度 μ, mPas 0.89

表面张力, mN/m 72

表面张力温度系数 γT, N/(m∙K) 1.57×10-4



3 实验结果及分析

一次结冰过程中，开始时液滴处于 Cassie-Baxter 态（图 2a）。随着基板温度的降低，723

秒时出现短暂的再辉现象，此时基板温度为16℃（图 2b）。724 秒时，液滴与基底接触的位

置出现冰峰（图 2c），冰峰向液滴顶端推移。732 秒时形成尖端（图 2d），说明液滴已完全结

冰，此时尖端角度约为 128° 。随着基板温度的进一步降低，冰滴形态不再变化，其上逐渐

产生霜层，冰滴轮廓线向外推移。

图 2 超疏水表面液滴一次结冰过程

Fig.2 The first icing process of the droplet on superhydrophobic surface.

在结冰过程中，基板温度从室温（27℃）开始降低，液滴与基底的润湿性增加，液滴的

接触角逐渐变小，接触直径变大，微纳气穴逐渐被小液滴刺穿，Cassie-Baxter 态向 Wenzel 态

转变，如图 3 所示。当温度在 10℃以上时，液滴接触角和接触直径变化较为缓慢。基板温

度从 10℃降低到结冰之前，随温度的降低，液滴接触角和接触直径变化较快。温度降低到

16.01℃时，随冰峰线出现开始，液滴接触角瞬间增大，接触直径瞬间变小，然后保持不变。
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图 3 液滴接触直径和接触角随着温度的降低发生变化，虚线表示再辉现象发生时的温度

Fig.3 The changes of contact diameters and angles of the droplet with the temperature decrease, the dashed line

represents the temperature at which recalescence occurs.

当不再对基板进行冷却时，冰滴在环境中便逐渐融化，其中冰滴靠近基板的底部区域先

融化，而冰滴上部还呈冰晶状态，实验研究了部分融化的水滴的再结冰过程，如图 4 所示，

当融化线距离基板高度为 1.19mm 时，逐渐降低基板温度。当基板温度降至6℃时，上端未

(c) 724s 16.03℃



融化冰表面产生向下的剪切流动（图 4f）接触基底触发成核并出现冰峰（图 4b），冰峰逐渐

往上推移，1227 秒时冰峰到达距离基底 0.67mm 的位置时（图 4c），推移速度变慢。冰峰内

部产生树枝状晶体并向上生长，与上方的冰接触（图 4g）。当冰峰推移到液滴顶部时形成尖

端（图 4d 和 4h），尖端的角度约为 155° ，这比一次结冰时的尖端角度大 27° ，这与褚福

强等人[25]观察到的现象相同。未融化的冰被再结冰过程凝结的冰包裹，融化线处没有明显的

分层结构，融化线位置被完全覆盖（图 4h）。

图 4 超疏水表面液滴从融化线高度 1.19mm 再结冰过程，e~h 分别是 a~d 的局部放大图

Fig.4 Reicing process of the droplet from the melting line height of 1.19mm on superhydrophobic surface, e~h are

locally enlarged images of a~d, respectively.

降低融化线高度，比如融化线高度为 0.77mm 时再结冰，过程如图 5 所示，基板温度降

至2.5℃左右，从上端未融化冰表面产生向下的剪切流动，接触基底触发异质成核并出现冰

峰（图 5a 及 5e）。冰峰向上推移的同时，未融化的冰以树枝状晶体的形式向下突出生长（图

5b 及 5f），并且树枝状晶体向两四周扩散（图 5c 及 5g）。1175 秒时当冰峰接触到未融化冰

中生长出树枝状晶体后（图 5g），冰峰继续推移达到融化线，在融化线边缘形成一条分界线

（图 5d），并在边缘产生一圈不规则的小冰晶（图 5h）。这是由于融化过程中底部和液滴内

产生的气泡聚集在融化线下方，在冰峰推移和树枝状晶体生长的挤压下，只能沿分界线向周

围传播，从而在边界形成一圈不规则的小冰晶。从图 5(d)可以发现，分界线下部边缘形成透

明的冰，而中间部分由于上侧冰层向下生长出树枝状晶体，与冰峰混合后呈深色不透明状

（图 5d）。结冰完成后没有产生尖端，即使将基板温度降至20℃，除冰滴上有霜层生长外，

冰滴形态不再发生变化。



图 5 超疏水表面液滴从融化线高度 0.77mm 再结冰过程，e~h 分别是 a~d 的局部放大图

Fig.5 Reicing process of the droplet from the melting line height of 0.77mm on superhydrophobic surface, e~h are

locally enlarged images of a~d, respectively.

进一步降低融化线高度，比如融化线高度为 0.47mm 时再结冰，如图 6 所示。与图 4 和

图 5 不同，此时融化线不再升高，上部的冰形态呈球冠型，如图 6(a)所示，在融化部分的右

侧边缘可见少量的“白雾”（图 6e），这是水汽凝华而形成的冰雾。当基板温度降到4.18℃

时，底部出现冰峰（图 6b），但未观察到由剪切流体引起的成核，但上侧冰雾凝结形成树枝

状晶体（图 6f），然后接触基底触发成核，从而诱导冰峰的出现，可以明显观察到冰峰推移

和树枝状晶体生长（图 6c 和 g）。1158 秒时融化线处的结冰分界线更加明显（图 6d），分界

线下方能清楚看到内部生长的树枝状晶体（图 6h）。该结冰过程同样没有尖端产生。

图 6 超疏水表面液滴从融化线高度 0.47mm 再结冰过程，e~h 分别是 a~d 的局部放大图

Fig.6 Reicing process of the droplet from the melting line height of 0.47mm on superhydrophobic surface, e~h are

locally enlarged images of a~d, respectively.

当融化线很低时，比如融化线高度为 0.17mm 的再结冰过程，如图 7 所示，此时结冰更

快，从未融化的冰中生长出树枝状晶体接触基底，形成大量的冰晶扩散生长（图 7b 和 c），



并且会产生更加明显的分层结构（图 7d）。整个过程中没有冰峰的推移，原因在于融化线距

离底端太近，两侧的温差小，未融化的冰里很快生长出冰晶，并扩散充满融化部分（图 7d）。

图 7 超疏水表面液滴从融化线高度 0.17mm 再结冰过程

Fig.7 Reicing process of the droplet from the melting line height of 0.17mm on superhydrophobic surface.

极端地，如果让一次结冰的冰滴完全融化后再结冰，液滴结冰过程和图 2 基本一致，基

板温度降至17℃液滴才开始结冰。但冰滴的形态与初次结冰的冰滴相比，其高度从 1.92mm

减小到 1.84mm，最大直径从 2.55mm 变宽到 2.62mm，接触直径从 2.4mm 增大到 2.53mm，

如图 8 所示，这说明多次覆冰会影响表面的润湿性。
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图 8 完全融化后再结冰的冰滴形态与一次结冰的比较

Fig.8 Comparison of the morphology of ice droplets icing after melting completely and initial icing.

本文还研究了在再结冰的基础之上经融化后的二次再结冰过程，如图 9 所示，它表示在

图 5 所示再结冰的基础上经部分融化后的二次再结冰过程，初始时刻融化线距底端 0.50 mm

（图 9a）。当基板温度降到2.24℃时，从融化线处的冰中生长出树枝状晶体，此时融化线处

开始反光，如图 9(b)所示，这与图 9(a)中融化线处形成明显的对比，冰峰的推移速度快于上

侧树枝状晶体的生长速度。2280 秒时冰峰与树枝状晶体接触（图 9c），推移速度减慢。冰峰

推移到融化线时产生反光更强的分界线（图 9d）。二次再结冰过程在图 5(d)的分界线位置也

产生许多“小冰晶”（图 9d），表明不规则的小冰晶并未完全融化，冰峰推移时重新凝结。



图 9 超疏水表面液滴二次再结冰过程

Fig.9 The second reicing process of droplet on superhydrophobic surface.

为了便于分析，本文将液滴开始结冰时的温度定义为成核温度，液滴从 0℃到成核温度

所需的时间定义为结冰延迟时间。图 10 统计了一次结冰、再结冰、二次再结冰、完全融化

后再结冰的结冰延迟时间和成核温度。从结冰延迟时间来看，再结冰过程的结冰延迟时间最

大只有 78 秒，而一次结冰过程和完全融化后再结冰过程，其结冰延迟时间均达到 400 秒以

上（图 10a），可见结冰延迟时间缩短了 5 倍以上。从成核温度来看，四个不同位置的再结冰

过程的成核温度都集中在2℃~6℃的范围内，而一次结冰过程和完全融化后再结冰过程都

保持在15℃以下（图 10b），液滴结冰过冷度变小。从以上分析可知，完全融化后的液滴虽

然处于 Wenzel 状态，依旧具有良好的防冰性能。再结冰液滴的冻结极快，液滴在很短的时

间达到过冷，出现防冰衰减。
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图 10 不同结冰过程的（a）结冰延迟时间及（b）成核温度的比较，FI 表示一次结冰过程，RI-1.19、RI-

0.77、RI-0.47、RI-0.17 分别代表从融化线高度 1.19mm、0.77mm、0.47mm、0.17mm 的再结冰过程，SRI

代表二次再结冰过程，RIMC 表示完全融化后的结冰过程。

Fig.10 Comparisons of freezing delay times, (a) and nucleation temperatures (b) in different freezing processes, FI

represents the first icing process, RI-1.19, RI-0.77, RI-0.47, and RI-0.17 represent the re-icing process from

melting line heights of 1.19mm, 0.77mm, 0.47mm, and 0.17mm, respectively, SRI represents the second re-icing

process, RIMC represents the icing process after melting completely.

为了理解再结冰防冰衰减的原因，对液滴进行热阻分析，模型如图 11 所示。液滴足够

小，忽略内部流动，假设热传导是液滴传热的主要方式。在普通表面上传热热阻由凝结界面



热阻 Ri、液滴曲率热阻 Re、液滴传导热阻 Rd 和基板导热热阻 Rw 组成（图 11a 和 b）。液滴

在超疏水表面存在 Wenzel 状态和Cassie 状态，在 Wenzel 状态下液滴浸入微纳气穴，而Cassie

状态液滴位于微纳气穴之上，微纳气穴被空气填充，这两种状态的传热热阻都由凝结界面热

Ri、液滴曲率热阻 Re、液滴传导热阻 Rd、微纳结构中的热阻 Rs和基板导热热阻 Rw组成（图

11c-f）。其中对于图 11(b、d、f) 液滴传导热阻 Rd 由液滴中水的热阻 Rd,l 和冰的热阻 Rd,i 两部

份串联组成。

图 11 不同表面上液滴传热热阻示意图，（a~b）普通表面，（c~d）超疏水表面液滴处于 Wenzel 状态，

（e~f）超疏水表面液滴处于 Cassie 状态，a、c、e 显示了液滴中没有冰时的热阻示意图，b、d、f 显示了

液液滴中有冰时的热阻示意图。

Fig.11 Schematic diagram of droplet thermal resistance on different surfaces, (a ~ b) Ordinary surface, (c~d)

Superhydrophobic surface droplets in Wenzel state, (e ~ f) Superhydrophobic surface droplets in Cassie state, a ,

c , e shows the schematic diagram of thermal resistance in the absence of ice in the droplet, b , d , f shows the

schematic diagram of thermal resistance in the presence of ice in the droplet.

通过液滴的热阻模型，可以计算超疏水表面上结冰过程的总热阻，Rt= Ri+ Re + Rd + Rs +

Rw，其中凝结界面热阻为 Ri=[2 π r2 hi (1cosθ)]1, hi 为界面传热系数， hi =(2 ρg Hfg2)/[(2-)

Tsat (2 π Rg Tsat)0.5][31]，该式中为冷凝系数，表示被液相捕获的蒸汽分子与到达液体表面的

蒸汽分子总数的比值（取=1），Rg是空气的气体常数（Rg=287.15 J/(kg∙K)），ρg为水蒸气比

密度，Hfg 为水蒸气冷凝成液态水释放的潜热（取 2441.5kJ/kg），Tsat 为界面附近水蒸汽饱和

温度，取 289.15K。液滴曲率热阻为 Re= 2 Tsat γwg /(ρl Hfg q r)，γwg为气液界面表面张力，ρl 为

水的密度，q 为传热速率， q=T/Rt，其中οܶ为过冷度，定义为蒸汽与基底之间的温度差T=

TsatTsub。通过液滴的传导热阻由液滴大小估计为 Rd=θ/(4 kl π r sinθ)，kl为水的热导率（kl=0.57

W/m/K）。通过基板的导热热阻由 Rw=δ/(kCu π r2 sin2θ)得出。在微观结构存在的情况下，穿过



微纳结构从体积表面到冷凝液滴的热阻必须被视为两条平行路径，Rs的热阻模型如图 12 所

示。

图 12 微纳结构各部分热阻组成模型， (a) Wenzel 状态， (b) Cassie 状态，Rl 为微柱间水的热阻，Rc 为通

过疏水涂层的热阻，Ro 为通过氧化铜薄膜的热阻，Rp 为通过微柱的热阻，Rg 是空气柱的热阻

Fig.12 Thermal resistance composition model of various parts of micro/nano structure, (a) Wenzel state, and (b)

Cassie state, Rl is the thermal resistance of water between micro/nano columns, Rc is the thermal resistance through

the hydrophobic coating, Ro is the thermal resistance of copper oxide thin film, Rp is the thermal resistance of

micro/nano copper columns, Rg is the thermal resistance of the air column.

对 Wenzel 状态而言，微柱间隙被水填充，微纳结构中的热阻 Rs 由微柱热阻 Rp 和微柱

间水的热阻 Rl两部分并联组成，微纳结构中的热阻 Rs, W表达式为：
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其中,

A = kc ko sin
2
θ， （2）

B = hc ko kCu +ho kc kCu + hp kc ko， （3）

C = hc ko kl +ho kc kl + hp kc ko （4）

式中 kc 为疏水涂层的热导率，hc 疏水涂层的厚度，氧化铜薄膜导热系数 ko =20 W/(m·K)，

厚度 ho≈300 nm，kCu为微柱的热导率，hp为微柱的高度（hs =6 μm），fn为表面固相分数。

超疏水表面 Wenzel 状态下通过液滴的总热阻：
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其中， D = π r2 [1-2 Tsat γwg /(ρ Hfg r T)] （6）

对 Cassie 状态而言，微柱间隙被空气填充，将（1）式中的微柱间液柱的热阻 Rl 替换成

空气柱的热阻 Rg，即（2）式中将 kc替换为 kg得：
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其中， E = hc ko kg +ho kc kg + hp kc ko （8）

式中，kg 为空气的热导率（kg =0.023 W/(m·K)）。超疏水表面 Cassie 状态下通过液滴的总热
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对于再结冰所形成的冰水混合物液滴，液滴上部未融化的冰可视为球冠形（图 11b,d,f），

通过冰的传导热阻可以近似为 Rd,i=θ/(4 kice π ri sinθi)，而通过整个冰水混合物液滴的传导热

阻 Rd*由液滴中水的热阻 Rd,l 和冰的热阻 Rd,i两部份串联组成：
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式中，ri表示冰球冠形的半径（近似认为 ri =r），θi表示冰基于冰水界面的接触角，用于衡量

冰水混合液滴中冰的含量，kice为冰的热导率， kice =2.39 W/(m·K)[20]。

因此可以求出通过再结冰所形成的冰水混合物液滴的总热阻为：
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式中 Rti,W 表示超疏水表面 Wenzel 状态下通过再结冰所形成的冰水混合物液滴的总热阻，

Rti,C表示超疏水表面 Cassie 状态下通过再结冰所形成的冰水混合物液滴的总热阻。

普通表面上不存在微纳结构，通过液滴的总热阻 Rt,P和通过再结冰所形成的冰水混合物

液滴的总热阻 Rti,P：

ܴ௧, =
ଵ


[[2ℎ(1 − cosߠ)]ିଵ + 4)/ߠݎ ݇݅ߠ݊ݏ) + )/ߜ ݇௨ ݊ݏ݅

ଶߠ)] （13）
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为了更好的分析润湿转换过程的热阻变化，我们建立了如图 13(a)所示润湿转变模型，

微纳结构中的热阻 Rs, W表达式为：

ܴ௦,ௐ =
ଵ

గమ
ቀ
ೠ


+

(ଵି)


ቁ
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（15）

其中,

A = kc ko sin
2
θ， （16）

B = hc ko kCu +ho kc kCu + hp kc ko， （17）

C = hc ko kl kg +ho kc kl kg + (hp-hx) kc ko kl + hx kc ko kg （18）

式中 hx 为 Cassie 态向 Wenzel 态转变过程水浸入微纳结构的高度。在 θ=150°，从 Cassie 态完全转

变为 Wenzel 态，微纳结构中的热阻只变化了 0.52%（图 13b），主要受表观接触角的影响，维

纳结构的热阻随 θ 减小而降低。
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图 13 (a)微纳结构 Cassie 态向 Wenzel 态转变各部分热阻组成模型，(b)不同接触角下，Cassie 态向 Wenzel

态转变的微纳结构热阻变化

Fig.13 (a) Composition model of thermal resistance for various parts of the transition from Cassie state to Wenzel

state in micro/nanostructures, and (b) Thermal resistance changes of micro/nano structures during the transition

from Cassie state to Wenzel state at different contact angles

在热阻分析模型的基础上，进一步对不同润湿模式下表面热阻的影响因素进行分析，主

要包括接触角、过冷度T、液滴中未融化冰的含量、液滴半径的影响。图 14(a)显示随接触

角的增大，液滴的导热热阻逐渐增大。接触角大于 150° 时，导热热阻迅速增大，这是因为

接触直径的减小削弱了传热过程。而过冷度T 对导热热阻没有影响(图 14b)。图 14(c)中无

量纲参数 θi/θ 表示液滴中冰的含量，当 θi/θ=0 时液滴中不存在冰，θi/θ=1 时液滴完全结冰。

从图中可知，液滴中未融化冰的含量（θi/θ）增加时，热阻先急剧减小，再缓慢下降。当接

触角 θ 小于 90° ，随 θi/θ 的增大，Rti/Rt 会先发生骤降，之后这一比值变化不大。而接触角

θ 越小时，这一比值越发趋于稳定，如 θ=10°，Rti/Rt 稳定于 0.75。当接触角 θ 大于 90° 时，

Rti/Rt 随 θi/θ 的增大而变化加快，例如 =170° 时，随 θi/θ 的增大，Rti/Rt 从 1 骤降为 0.96，

之后逐渐减小到 0.32。图 14(d)表示有无冰水混合物的液滴热阻随半径的变化。热阻先急剧

下降，然后缓慢下降，并随着半径的增加趋于稳定。当半径 r 比较小时，表观接触角 θ 越大，

热阻越大，这与图 14(a)中的结果一致。当半径 r 较大时，无论是否存在未融化的冰，热阻

趋于一致。
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图 14 (a)液滴导热热阻随表面接触角的变化，(b) 过冷度∆T对液滴中有无冰存在时导热热阻的影响，(c)

再结冰冷凝过程中未融化的冰的含量对液滴导热热阻的影响，(d)液滴导热热阻随半径的变化

Fig.14 (a) Thermal resistance of heat conductivity of droplets versus contact angle. (b) Effect of undercooling

∆T on thermal resistance with or without ice in the droplet. (c) Effect of unmelted ice content during re-icing 

condensation on the thermal resistance of the entire droplet, and (d) The variation of droplet thermal resistance

with radius.

从以上分析可知，液滴的表观接触角、液滴中未融化冰的含量、液滴半径都会影响液滴

的热阻，其中未融化冰的存在会显著降低液滴的总热阻。液滴热阻降低，相同过冷度下传热

热流密度 q 会增大。在冷却过程中，液滴会吞噬周边的小液滴，体积增大，接触角变化不大

时液滴半径会增大，导致热阻减小。由此可知，再结冰过程热阻变小，热流密度增大，很快

使液滴过冷，导致液滴结冰，从而出现再结冰液滴延迟结冰时间比一次结冰短、成核温度高

的现象。

4 结论

本文主要研究了水平基板上超疏水表面上部分未融化再结冰和二次再结冰现象，分析了

基板温度对润湿性的影响和再结冰对表面防冰性能的影响，并建立热阻模型分析了液滴再结

冰过程的热阻变化。得到以下结论：（1）再结冰时，超疏水表面上从不同高度的融化位置结



冰时，其结冰形态不一致，在较高位置处结冰液滴会形成尖端，在最大直径偏上位置及以下

会再融化线形成明显的分界线，分界线边缘一圈产生不规则的小冰晶；融化线位置越低分界

线越明显。（2）再结冰过程中，在冰峰线推移时，从融化线处的冰从中向下生长大量冰枝。

（3）基板温度降低，润湿性发生变化，润湿模型可能从 Cassie 状态转变为 Wenzel 状态，但

不影响超疏水表面的防冰性能。（4）无论是再结冰过程还是二次再结冰过程，超疏水表面的

防冰性能变得极弱，结冰延迟时间比一次结冰小一个数量级，成核温度在2℃~6℃之间，

原因在于再结冰液滴热阻变小、传热热流密度变大，使液滴很快过冷，释放凝固潜热从而快

速结冰。
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摘要：随着电动汽车和电子设备的快速发展，利用绝缘工质的浸没式相变冷却技术因在温控性能、集

成化等方面优势明显逐渐受到关注，对该技术在低温工况下应用的需求也在不断增加。但目前关于绝

缘冷却工质的沸腾传热基本机理尤其是低温工况下的研究较少。本文使用饱和压力(温度)可控的气密性

实验系统，在低饱和压力条件下研究液层静压对 Novec 7100 在光滑铜表面的沸腾传热特性的影响。实

验发现，临界热流密度随饱和压力的下降先降低后上升的特殊趋势。在饱和压力低于 8.34kPa 后，池沸

腾过程出现间歇性沸腾和自发过冷沸腾两种特殊的换热模式，临界热流密度会随液位高度增加而升高。

当饱和压力为 0.741kPa 时，23mm 和 56mm 液位高度的临界热流密度值相差最大，约 65kW/m2。

关键词：池沸腾，低饱和压力，液层静压，绝缘冷却工质，沸腾传热特性

0 前言

随着电机及电子设备朝着高功率化和高集成化的趋势发展，风冷、水冷等常规冷却

技术已无法满足目前系统高效冷却的需求。利用绝缘工质的浸没式相变冷却技术因具有

高效冷却、可实现系统小型化、集成化等特性逐渐受到关注。由于对低温高效冷却系统

的需求不断增加，低压沸腾逐渐出现在绝缘工质相变冷却系统相关研究中。因此，对绝

缘冷却工质在低饱和温度（压力）条件下沸腾传热机理及特性的阐明，是探索沸腾传热

强化技术，提高系统低温工况运行性能的重要基础。

低饱和压力下的池沸腾现象与常压或更高压力条件下的现象明显不同。当蒸汽饱和

压力非常低时，由液体高度施加的液体静压与蒸汽饱和压力具有相同的数量级。因此，

与大气压力相比，在非常低的压力下，会导致沸腾环境在局部压力和局部饱和温度方面

存在不均匀性，这影响了气泡的生长动力学及气泡的形状和大小。不同的学者[1-3]研究表

明，低饱和压力下，观察到成核位置的密度和蒸汽气泡的发射频率急剧下降，以及气泡

的生长速率和离开直径的增加。在大气压下水的池沸腾时观察到许多毫米大小的气泡，

而在低于大气压时观察到厘米大小的气泡[4-5]。

1975 年，Van Stralen 等人[6]在 26.7 至 2.0 kPa 的压力范围内进行了水的池沸腾实

验。在 4.08 kPa 的压力下，他们观察到了特殊的气泡行为：在巨大的气泡脱离壁面后，



气泡下方会形成二次蒸汽柱，同时一股高速液体射流射入气泡内部。此时，气泡等待周

期延长至 40 s，并伴随着振幅高达 11 K 的周期性壁面温度波动。

Giraud 等人[7]在饱和压力为 0.85 kPa 的水池沸腾实验中也观察到了类似的现象，并

指出在低压下的沸腾环境是不均匀的。由于低温下蒸汽的饱和压力非常低，液体由高度

产生的静压的量级与其接近，并对沸腾特性产生不可忽略的影响。因此，从自由液面至

近壁面处存在一个线性的压力分布。根据饱和压力和饱和温度一一对应的原理，局部过

冷度会随着深度增加而增加。由于低压下不均匀的沸腾环境，经典沸腾分析中的一些通

常假设不再有效。一些通常被忽视的力量似乎也不容忽视，例如，基于热毛细对流力的

“马兰戈尼效应”。这说明需要基于更多的实验数据重新阐述低压下特殊的池沸腾现象

的发生机理。

2017 年，Michaie 等人[8]使用类似 Giraud 等人的实验装置，研究当饱和压力从 1.01
Mpa 减小到 4.3 kPa 时，水池沸腾过程中气泡形态的变化。结果表明，伴随着压力的降

低，气泡尺寸增大，脱离频率减小，气泡形态由近球形过渡到蘑菇形或蒸汽柱，最终变

为扁球形，且在低压下，气泡在脱离壁面后会迅速凝结，侧面验证了 Giraud 等人[7]提出

的液体中存在垂直过冷度分布的结论。

表 1 汇总了部分低压下水平表面池沸腾的研究结果。可以看出，大部分学者并未给

出液面高度这一关键数据，且现有关于液层静压对沸腾传热影响的研究大量集中在水或

乙醇等少数工质上，绝缘工质相关数据较缺乏。

表 1 低压下水平表面池沸腾的实验研究

Table 1 Experimental study on horizontal surface pool boiling under low pressure

学者 工质 加热面
测定压力范围 Psat (kPa)

/液面高度 H (cm)

Van Stralen 等
[6, 9-11]

水，含水二元

混合物

铂线、中心具有人工柱形

成核点的光滑铜圆盘

铂线：13.3~101.4/未知

铜圆盘：2.0~26.7/未知

Stewart and Cole[12] 水 镜面抛光铜圆盘 4.9/未知

Kalani 等[13]
乙醇 带微通道的矩形铜片 16.7~101.3/5

Yamada 等
[14]

水 带疏水斑点的铜圆盘 6.8~101.4/12.0

Michaie 等
[8, 15]

水、环乙烷
中心具有人工锥形成核点

的光滑铜圆盘

水：4.2~101.4/17.3

环乙烷：7.0~22.3/17.8

Wojtasik 等
[16]

水 粗糙铜圆盘 2.4~4.1/15~60

在已报道的低压下池沸腾研究文献中可以清楚地看出，其沸腾过程中与常压沸腾发



生了质的变化[17]。综上所述，在低饱和压力条件下，液体高度产生的静压的影响逐渐凸

显先，使得气泡形态趋于扁平，气泡尺寸增大，脱离频率减小，进而影响沸腾传热过程，

导致壁面温度波动。但目前在低饱和压力下气泡形态的变迁过程尚未被完全阐明。对该

现象的研究也局限在水、环乙烷等少数几种工质中，需补充更丰富的实验数据用于比较

研究。因此将这一概念扩展到绝缘工质，对研究低压下液层静压对沸腾传热特性的影响

有重要意义。

因此，本文的目的是进一步研究在低饱和压力条件下，液层静压对 Novec 7100 池沸

腾传热特性的影响。本实验采用饱和温度（压力）可控的沸腾实验系统，在 0.741-101.3kPa
的压力范围内进行沸腾实验，研究低压下液层静压对 Novec 7100 沸腾特性的影响。实验

过程中利用高速摄像机记录气泡的生长过程。

1 实验系统及过程

1.1 实验系统

实验系统如图 1 所示，由气密性沸腾容器、控温系统、真空泵、恒温槽和测温系统

组成。气密性沸腾容器是实验的主体，是具有良好气密性的双层结构。通过在夹层中引

入控温流体（由恒温槽提供）及安装在沸腾容器顶部的冷凝盘管，实现对沸腾容器整体

的饱和温度（压力）控制。沸腾容器的两侧设有观察窗，可使用高速相机采集沸腾过程

中气泡形态变化的图像。观察窗边框上带有纵向刻度，用于标识沸腾容器内部的液面高

度。在实验过程中，通过真空泵对沸腾容器进行抽真空操作，排除容器内的不凝性气体，

沸腾容器通过真空管道与真空泵相连接。

图 1 沸腾传热实验系统的流程图

Figure 1 Flow diagram of boiling heat transfer experimental system



加热模块是本沸腾实验的核心部件，整体结构如图 2 所示。整个部件由 PTFE、紫

铜块、陶瓷加热片、PEEK、上固定板、侧固定板和下固定板组成。其中，紫铜块上表面

为沸腾表面，尺寸为 20 × 20 mm，紫铜块总厚度 5 mm，在其正中心位置距上表面 2.5mm
处布置有一测温点。由于紫铜具有较高的导热系数，在本研究的热流密度范围内，紫铜

块可视为温度分布均匀。由于壁面的粗糙度会对沸腾曲线的测定结果产生较大影响，本

实验中采用光滑铜表面。在实验前，用金刚砂纸对紫铜块上表面进行打磨，清洗后静置

6 h 以上再进行实验。实验的高速观测系统由高速相机、光源和计算机组成。

图 错误!文档中没有指定样式的文字。加热核心模块

Figure 2 Heating unit

图 3 沸腾传热装置测温点布置

Figure 3 Layout of temperature measurement points

本实验的测温系统包含 K 型热电偶、数据采集器和数据记录计算机。沸腾容器内部

布置有 5 个测温点，如图 3 所示。T1测定的是 PEEK 上测温点的温度，T2测定的是蒸汽

温度，T3测定的是 PEEK 下测温点的温度，T4测定的是液体温度，T5测定的是紫铜块温



度。基于测定的各点温度，计算得到过热度和热流密度等参数。

实验前，对系统进行检漏并排除不凝性气体以降低干扰因素。通过真空泵对实验系

统抽吸来排除系统空间内及工质中含有的不凝气体，当测试压力与由饱和温度计算得到

的饱和压力基本一致后，可认为已排除系统内不凝气体。沸腾实验数据均在稳态下获取。

1.2 数据处理

本实验测量得到的数据有：电加热功率、5 个热电偶测量的温度值和沸腾容器内的

压力值。由于本实验中紫铜块内的热流密度比较小，且紫铜块具有较高的导热系数，因

此在处理数据时，认为紫铜块的整体温度是均匀的。陶瓷加热片加热面积与之相同的传

热块，在计算热流密度时可认为是一维稳态导热。

根据一维稳态导热计算公式，通过紫铜块的热流密度 q 为：

q = UI/A - (T1-T3)/ x (1-1)
其中，U，I 分别为通过陶瓷加热片的电压和电流；为紫铜传热面面积；为紫铜

的导热系数；T1 和 T3 分别为 PEEK 上、下测温点的温度；x 为 PEEK 上、下测温点的

竖直距离，实际值为 2 mm。

紫铜壁面的过热度T 为

T = T5 - T4 (1-2)
其中，T4是氟化液的饱和温度，T5是紫铜块的温度。

平均传热系数 α 为

α = q / T (1-3)
对本实验数据系统进行误差分析，温度测量不确定度小于±0.1℃，电压的不确定度

小于±0.1V，电流的不确定度小于±0.1A，测温点间距的不确定度小于±0.1mm，紫铜热导

率的不确定小于± 3 W/(mK)。经计算，热流密度的不确定度为 ±3.0%，壁面过热度的不

确定度为±1.4%。

2 Novec 7100 的低饱和压力下的沸腾传热特性

2.1 不同饱和压力下 Novec 7100 的沸腾曲线

图 4 汇总了不同饱和温度下 Novec 7100 的沸腾曲线。整体来看，临界热流密度随着

饱和温度（压力）的下降而降低，但是当饱和温度小于 0℃时，出现了临界热流密度随

饱和温度（压力）降低反向升高的趋势。
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图 4 不同饱和温度下 Novec7100 的沸腾传热曲线

Figure 4 Boiling heat transfer curve of Novec7100 at different saturation temperatures

曲线梯度在沸腾起始点 ONB（Onset of Nucleate Boiling）点之前维持在一个较低值，

几乎不受壁面过热度的影响，越过该点后迅速抬升。饱和温度的变化对自然对流区域曲

线的梯度没有明显影响，主要影响核态沸腾区域。在 0℃以上，饱和温度越高，核态沸

腾区域曲线的梯度更陡峭，而在 0℃以下，趋势则正好相反。值得注意的是，-20.2℃时

核态沸腾区域的曲线梯度明显比 60.1℃更大，曲线的中间段在图中接近一条竖直线。热

流密度增加 48 kW/m2，而壁面过热度仅抬升 1.5 K。

2.2 饱和温度（压力）对 Novec 7100 临界热流密度的影响

图 5 展示了 Novec 7100 的 CHF 随饱和温度的变化趋势。可以看出，CHF 随饱和温

度的降低呈现先降低后升高，如图中黄色箭头所示。选取 Alvarino 等人[18]和 Fan 等人[8]

相近壁面粗糙度下的 CHF 数据用于比较。如图所示，本文测定的 CHF 大于 Alvarino 等

人[18]和 Fan 等人[8]的数据。对比三者加热面参数可以发现，本文的加热面尺寸最小。加

热面尺寸越小，周围液体对加热面的补液更为容易，因此可以达到更高的 CHF。当饱和

温度为 60℃时，本文 CHF 测定值与其余二者的差距达到最大，为 31.3 kW·m-2，占本文

CHF 测定值的 16%，考虑到双方在加热面尺寸、材质方面的差异以及沸腾现象本身的复

杂性，这样的差距尚在合理的范围内。
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图 5 不同饱和温度下 Novec7100 的临界热流密度

Figure 5 Critical heat flux of Novec7100 at different saturation temperatures

当饱和温度大于 0℃时，本文测定的 CHF 随饱和温度的变化趋势与 Alvarino 等人[18]

和 Fan 等人[8]一致，即CHF随着饱和温度的降低而降低。这与当前学界的普遍认知相同：

在核态沸腾过程中，饱和温度(压力)的降低会使蒸汽密度和工质表面张力发生急剧变化，

一方面造成壁面上的有效核化点的半径范围变窄，有效核化点密度下降，气泡脱离频率

降低；另一方面导致造成了气泡的脱离直径增大，气泡间的合并频繁，促进沸腾表面气

膜的形成，最终导致沸腾环境恶化，沸腾传热系数和 CHF 减小。但本文数据显示，当饱

和温度小于 0℃时，随着饱和温度的降低，CHF 不降反升，CHF 在饱和温度在 0℃时存

在一个极低值，为 129 kW·m-2。这表明，在低饱和温度下，CHF 的发生机制可能发生了

转变。

2.3 不同液位高度下的 Novec 7100 沸腾曲线

当施加在液体自由表面的蒸汽饱和压力较低时，液体静压可以与系统压力具有同等

数量级，因此在分析中不能忽略静压带来的影响。壁面处的液层静压和蒸汽饱和压力的

总和应等于壁面处的总压。也就是说，增加壁面处的总压可以通过增加液体高度提高静

压来实现。如上推测，加热块表面上的液位高度也是低压池沸腾中的一个重要参数，须

对不同液位高度进行池沸腾实验。

图 6 显示了饱和温度为-40℃时不同液位高度（23、35、56mm）下 Novec 7100 的沸

腾曲线。从图中可观察到不同液位高度下的沸腾曲线在 ONB 点之前几乎重合，均维持

在一个较低的范围内。当发生 ONB 点时，液位高度越高，其对应的壁面过热度越高。当

越过该点后，液位高度对沸腾的影响逐渐凸显出来，可以看出 CHF 和壁面过热度均随着

液体高度的升高而增大。当液位高度为 56mm 时，CHF 达到最大值 200.2kW/m2，与 23mm
的 CHF 值相差接近 65kW/m2。由液层产生的静压随液位高度的增加而升高，导致壁面处



实际饱和压力也随液位高度的增加而抬高，壁面处液体温度相对壁面饱和温度存在的过

冷度也随之增加。这种过冷度的增加会改变低饱和压力下的沸腾传热过程。这也是导致

CHF 和壁面过热度随液体高度的升高而增大的主要原因。

图 7 汇总了饱和温度为 40℃至-40℃不同液位高度的 Novec 7100 沸腾曲线。从图中

可以看出，当饱和温度在 0℃以上时，液位高度的变化对CHF及壁面过热度的影响较小，

23mm 与 35mm 的 CHF 值差距在饱和温度为 20℃时最大，相差 9kW/m2。当饱和温度为

-20℃和-40℃时，可以明显地看出液位高度对沸腾曲线的影响，液位高度从 23mm 增加

到 35mm 后，沸腾曲线向右移动。当饱和温度为-40℃时，23mm 和 35mm 的 CHF 相差

最大，约 40 kW/m2。
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图 6 不同液位高度下 Novec7100 沸腾曲线(Tsat=-40℃) 

Figure 6 Boiling curves of Novec7100 at different liquid levels (Tsat=-40 ℃) 
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图 7 不同液位高度下的 Novec7100 沸腾曲线

Figure 7 Boiling curves of Novec7100 at different liquid levels



3 低压下液层静压对 Novec 7100 沸腾传热特性的影响

当饱和压力小于 8.34 kPa（饱和温度 0℃）时，Novec 7100 的临界热流密度随着饱

和压力下降而增加。该趋势与常规饱和沸腾时的规律不符。在大气压条件下，整个液体

内部压力可视作是均匀的。如果压力显著降低，液体产生与蒸汽压力具有相似数量级的

静压，导致容器内的压力场和饱和温度场是高度不均匀的。因此需要理解和分析低压下

液层静压对 Novec 7100 沸腾传热特性的影响。

3.1 低饱和压力下液层静压对沸腾环境的影响

首先，为更好地理解液层静压对沸腾环境的影响，需要对符号进行明确定义。将从

Novec 7100 液体自由表面到沸腾表面间的竖直距离定义为液面高度 H，Novec 7100 液面

处表示为 H=0mm。实验设定的饱和温度用 Tsat-set 表示，沸腾表面处对应的饱和温度用

Tsat(H)表示。将壁面处的液层静压PL和饱和压力Psat的总和定义为加热表面处的总压P，

如图 7 所示。由于液体重量不可忽略，液体高度的变化也意味着压力的变化，故沸腾表

面处液层静压 PL 随液面高度 H 线性变化。按照饱和温度与饱和压力一一对应原则，可

求得总压 P 对应的饱和温度 Tsat(H)。那么，壁面处总压 P 的计算公式为：

P=PL+Psat (2-1)

其中，

PL=ρLgH (2-2)
此外，可从过冷度的角度进一步分析液层静压对沸腾环境的影响。液层静压的存在

会导致壁面处的实际的饱和温度 Tsat(H)大于饱和温度的设定值 Tsat-set。可认为容器内液体

温度 TL 等于饱和温度的设定值 Tsat-set，则铜块表面以上的液体存在非人为设置的局部过

冷度ΔTsub。壁面处实际的饱和温度 Tsat(H)按由实测数据拟合得到的饱和温度和饱和压力

之间的对应关系计算：

Tsat=൬
22.415-ln（P）

3641.9
൰

-1
-273.15 (2-3)

过冷度Tsub的计算公式为：

 ∆Tsub=Tsat-Tsat-set (2-4)

图 8 汇总了不同饱和温度设定值 Tsat-set 下，不同液面高度 H 下的过冷度变化趋势。

由图可知，在同一液面高度下，随着饱和温度（压力）的降低，沸腾表面处的过冷度迅

速增加。高过冷度会改变低饱和温度下的沸腾传热过程，这也从侧面解释了上一节中

CHF 随液位高度的增加而上升的原因。



图 7 低饱和温度下液层静压对沸腾环境的影响

Figure 7: Effect of liquid static pressure on boiling at low saturation temperature
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Figure 8 Liquid subcooling of Novec 7100 at the heat transfer surface

3.2 池沸腾可视化

本文以饱和温度-20℃的沸腾实验（饱和压力 2.71kPa）为例进行可视化研究。当热

流密度 qc达到 40.8 kW·m-2时，出现间歇性沸腾现象。在越过 ONB 点后，壁面上开始产

生气泡，气泡间存在明显的等待周期，产生了间歇性沸腾现象，如图 9 所示。气泡生成

以后，在 34 ms 内迅速铺满整个壁面。气泡在脱离壁面前的最大直径为 33 mm，为壁面

边长的约 1.6 倍，呈扁球形。在巨大气泡脱离壁面的瞬间，壁面上生成一个锥形气泡并

逐渐膨胀。4ms 后，一股强烈的上升射流自气泡底部射入气泡内部。射流在 9 ms 内完全

穿透气泡，气泡由扁球形转变为环形，射流的射速约为 2 m/s。随后巨大气泡和锥形气泡

均逐渐塌缩。当 t=94 ms 时，锥形气泡完全消失。当 t=116 ms 时，气泡完全消失。



图 9 Novec 7100 的间歇性沸腾气泡图像 (Tsat = -20.2℃，qc = 40.8 kW·m-2)

Figure 9 Boiling bubble image of Novec 7100 (Tsat = -20.2℃，qc = 40.8 kW·m-2)

图 10 是饱和温度为-20.2℃，热流密度 qc = 136 kW·m-2的气泡图像，其气泡形态与

常规饱和沸腾不同，更接近过冷沸腾时的气泡特征。壁面被气泡簇覆盖，部分气泡在上

升过程中发生颈缩现象，自颈缩处与气泡簇分离，随后逐渐塌缩。气泡上升过程中的颈

缩和塌缩再次证明了壁面处过冷度的存在。本实验观察到的气泡塌缩现象也佐证了

Giraud 等人[10]的观点，即液层静压会导致沸腾容器内部存在过冷度分布。

随着热流密度的提升，间隙性沸腾现象逐渐消失，但壁面处液体过冷度的影响依旧

存在，工质的沸腾模式转变为自发进行的过冷沸腾。这里的“自发”是指壁面处液体的

过冷度并非人为设置，而是因液层静压的作用而产生。



图 10 Novec 7100 中自发过冷沸腾时的气泡图像(Tsat = -20.2℃，qc = 136 kW·m-2)

Figure 10 Boiling bubble image of Novec 7100(Tsat = -20.2℃，qc = 136 kW·m-2)

可视化观测结果表明，在低饱和压力区域，液层静压造成的沸腾环境不均匀是沸腾

传热模式转变的原因。当液层静压和饱和压力量级接近时，液层在高度方向产生了饱和

压力不均分布，因此壁面处的液体温度相对实验设定的饱和温度来说存在过冷度。受此

影响，在低饱和温度下，随着热流密度的增大，出现间歇性沸腾和自发过冷沸腾两种特

殊的换热模式。间歇性沸腾阶段以明显的气泡等待周期和较大的气泡脱离直径为特征。

由于该阶段沸腾非连续发生，因此其平均换热系数较小。在自发过冷沸腾阶段，气泡在

上升过程中迅速凝结。自发过冷沸腾现象可能是导致工质临界热流密度在低饱和压力下

反转的重要原因。

4.结论

本文利用饱和温度（压力）可控的沸腾实验系统，研究在低饱和压力条件下，液层

静压对 Novec 7100 池沸腾传热特性的影响。具体结论如下：

(1) 实验结果发现在饱和压力 8.34~0.741 kPa（饱和温度 0℃~-40℃）范围内，临界

热流密度随饱和温度下降而上升的特殊趋势。CHF 在饱和温度 0℃时存在极低值，为 129
kW·m-2。这表明，在低饱和压力条件下，CHF 的发生机制可能发生了转变。

(2) 低饱和压力下，不同液位高度产生的静压对沸腾传热过程有明显影响。饱和压

力低于 8.34kPa 后，CHF 及壁面过热度随液位高度的增加而增加。饱和温度为-40℃液位

高度为 56mm 条件下，CHF 达到最大值 200.2kW/m2，高于 23mm 的 CHF 约 65kW/m2。

(3) 可视化研究表明，在饱和压力低于 8.34kPa 时，随着热通量的增加，池沸腾出现



间歇性沸腾和自发过冷沸腾两种特殊的换热模式。自发过冷沸腾现象可能是导致工质临

界热流密度随饱和温度下降而上升的特殊趋势的重要原因。未来，由低饱和压力引起的

过冷度对 Novec 7100 沸腾状态的影响可继续通过改变液体高度来进行深入研究。
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摘要：针对均布翅片强化的管壳式相变储热装置中由于自然对流引起的底部相变材料传热效果较差而难以

熔化的问题，本文提出一种装置整体翻转耦合翅片管旋转的主动强化传热方式。在熔化过程的早期和凝固

过程，翅片管静止。为了避免翅片管与固态相变材料相撞而增加功耗，当翅片管旋转区域内的相变材料完

全熔化后，翅片管开始旋转，同时将装置整体翻转 180° 。对翻转耦合旋转翅片管式相变储热装置的凝固

和熔化过程进行了数值模拟研究。验证了动网格技术耦合焓-孔隙率模型的准确性。并对翻转时刻的影响进

行了讨论。结果表明，旋转翅片管的方式增强了液态相变材料内的强制对流，在此基础上，装置整体翻转

的方式充分利用了液体相变材料内的混合对流。本文建议在翅片管开始旋转的同时对装置进行翻转，与均

布静止翅片相比，可在不削弱凝固性能的同时将完全熔化时间缩短了 46.96%。

关键词：潜热储释热；数值模拟；熔化凝固过程；旋转翅片管；翻转

0 前言

为了缓解日趋严重的能源短缺和环境污染问题，如何推动能源清洁低碳安全高效利用成

为了亟待解决的问题。储热技术可以很好地解决这些问题。潜热储热作为典型的储能手段，

具有成本相对较低、储热密度高、恒温以及性能稳定等优点[1]，近年来得到了国内外学者的

广泛关注。潜热储热利用相变材料在相变时吸收或放出热量来完成热能的存储与释放，因此

也被称为相变储热。但相变材料的导热系数普遍较低[2]，这就造成了虽然潜热储热的储热密

度较高，但储释热速率很低，严重制约了这种技术的应用发展。为了更好地开发和利用潜热

储热技术，研究人员提出了各种强化换热的方式，例如添加翅片[3, 4]、添加纳米颗粒[5]以及

添加金属泡沫[6, 7]等方式。与其他强化换热方式相比，翅片因其成本低廉，制造简便，效果

显著的特点得到了广泛地研究和使用。

近年来，许多研究人员对使用翅片提高相变储热装置的性能进行了研究。Kamkari 等人
[8]实验研究了翅片对透明矩形腔中相变材料熔化性能的影响。实验结果表明，增加翅片数量

能够缩短相变材料的完全熔化时间。Mahdi 等人[9]通过数值模拟的方式研究了矩形径向翅片

对管壳式潜热储热装置内相变材料凝固过程的影响，研究结果显示，矩形径向翅片的加入会

使得装置的完全凝固时间减少 28.7%。Pahamli 等人[10]用数值模拟的方法证明了翅片的加入

可以缩短管壳式潜热储热装置内相变材料的完全熔化时间。在翅片强化的相变储热装置中，

相变材料在熔化和凝固过程中存在两种传热机制：热传导和自然对流[11]。在对潜热储热装

置的性能进行强化时需要充分考虑这两种机制的影响。Tao 等人[12]的研究结果表明自然对流

会影响固-液相界面的发展，他们还设计了非均匀布置翅片来促进相变材料的均匀熔化。Guo
等人[13]建立了一种倾斜翅片的立式管壳式潜热储热单元模型。由于自然对流的影响，上层

相变材料的熔化速率要快于下层的相变材料，因此他们将翅片向下倾斜 10° 以促进下层相

变材料的熔化。以上研究结果表明，在熔化过程中，翅片应采用布置在系统下半部分的非均

基金项目：本文得到国家自然科学基金资助项目（No. 52176215）和中国矿业大学研究生创新计划项目（No.
2023WLJCRCZL215）的资助。



匀布置方式。

但是在相变储热装置的凝固过程中，翅片的非均匀布置并不是最佳的布置方式。这是因

为在凝固过程中，相变区域的主要传热机制是热传导。Shahsavar 等人[14]数值研究了环形翅

片的布置方式对双管式相变储热装置中储热和释热过程的影响。结果表明，翅片在储热过程

中应非均匀布置，而在释热过程中应均匀布置。Nie 等人[15]同样对双管式相变储热装置进行

了数值研究。结果表明，与局部添加翅片相比，均布的直翅片可以进一步缩短完全凝固时间，

最终将完全熔化和凝固所需的总时间缩短 14.5%。

综上所述，对于管壳式潜热储热装置，熔化过程中将翅片非均匀布置可以获得更优异的

性能，但对于凝固过程，翅片则应该均匀布置。Zhang 等人[16]对树状翅片强化的管壳式潜热

储热装置的凝固过程进行了数值模拟，结果表明装置的凝固释能过程耗时更长，在能量储放

过程中占比更大。因此为了让储热装置的储放能过程所需总时间最小，应优先考虑强化装置

的凝固性能，故对于翅片的布置方式，应均匀布置。因此，本文提出了一种采用翅片管旋转

和装置整体翻转协同强化的方法。在水平放置的管壳式相变储热装置中的内管四周均匀布置

矩形翅片，以此强化装置的释热性能。通过操控翅片管旋转以及将装置整体翻转来强化装置

的储热性能。为了尽可能降低额外功耗，因此避免翅片与固态相变材料相撞，翅片管在熔化

过程前期保持静止，当翅片旋转区域的温度超过相变材料的熔点时，翅片开始在液态相变材

料中旋转以增强对流换热，同时装置整体翻转，将底部的相变材料翻转至上部以进一步加强

其熔化性能。

1 物理模型

本文的研究对象是水平管壳式潜热储热装置。考虑到装置轴向温度梯度较小[17]，将其

简化为二维模型。本文使用的物理模型如图 1 所示。内管半径 Ri为 10 mm，其内壁为加热

面。外管半径 Ro 为 20 mm，其为绝热壁面。矩形翅片被均匀布置在内管四周。翅片无量纲

长度 Lfin和无量纲宽度 Wfin 的定义见公式（1）。在熔化过程中，为了避免翅片与固态相变材

料相撞，降低旋转机构的功耗，当翅片管旋转区域范围（如图 1 中虚线所示）内的固体 PCM
熔化后，翅片管（翅片和内管的总称）将以角速度 ω旋转。同时，储热装置整体翻转 180°，
以进一步促进底部难熔区域固体相变材料的熔化。需要说明的是，在装置翻转过后，原本黏

附在装置底部的固态相变材料黏附在了装置顶部，如图 1 中所示，且不发生沉降。翅片材料

选取为铜，相变材料选为石蜡，相应的热物理性质见表 1。

图 1 本文的物理模型

fin fin,
o i o i

l w
L W

R R R R
 

 
(1)

表 1 PCM 和铜的热物理性质

参数 石蜡 铜

密度/kg m-3 820 8978



比热容/J kg-1 K-1 2500 381
导热系数/W m-1 K-1 0.195 387.6
粘度/kg m-1 s-1 0.03
潜热/J kg-1 210,000
熔点/K 321.66
凝固点/K 320.66
膨胀系数/K-1 0.0006

2 数学模型

2.1 控制方程

采用焓-孔隙率模型来模拟装置中相变材料的相变过程。将液态相变材料假设为不可压

缩牛顿流体。应用 Boussinesq 近似来考虑由于密度变化引起的自然对流的影响。控制方程

如下所示[6]：

连续性方程：
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动量方程：
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公式（3）右侧最后一项代表源项，其定义如公式（4）所示。公式（4）右边第一项为

焓-孔隙率模型的附加源项。Amush 表示糊状区常数，取值为 105 kg m-3 s-1[18]。β表示相变材料

的液相分数，其定义式由公式（5）给出。δ是一个极小的常数，其值为 0.001，以避免在 β =
0 时分母为 0。公式（4）右边的第二项表示自然对流的影响。

能量方程：
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(6)

方程（6）中，相变材料的焓 H 包括显焓 h 和潜焓 ΔH。

H h H   (7)
其中，显焓 h 的计算公式为：

ref

ref

T

p

T

h h c dT   (8)

在方程（8）中，href 为参考温度 Tref 下的参考焓，cp为比热容。

潜焓 ΔH由方程（9）计算：

H L  (9)



其中，L 表示相变材料的潜热。

翅片管的旋转是通过动网格技术实现的。当采用动网格技术时，对于任意控制体 V 中

的一般标量 ϕ，其守恒方程的积分形式可以写为[19]：

( )g

V V V V
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dt
   

 

         
   

(10)

方程（10）中，∂V 表示控制体 V 的边界；ug表示网格的移动速度；Γ为扩散系数；Sϕ

表示源项。本文采用弹簧光顺（Smoothing）和局部重构（Remeshing）方法实现动网格的更

新。

2.2 初始条件

热量储存与释放分为熔化和凝固两个阶段。在熔化过程中，系统内初始温度为 Ts,内管

温度为 353.15 K，外管壁为绝热壁面条件。当相变材料完全熔化后，内管壁面温度设置为

300.15K，开始凝固过程。也就是说，凝固过程初始时刻系统内的温度场分布与熔化过程结

束时刻的相同。

2.3 数值方法

通过有限体积法在计算域中求解(2)-(10)的控制方程。压力-速度耦合采用 SIMPLE 算法

求解。压力离散格式采用 PRESTO!方法，动量与能量方程中的对流项采用二阶迎风格式离

散[6]。当整个计算区域内每个节点的能量残差<106,且连续性和动量残差<103时，迭代计算收

敛。

3 网格考核及模型验证

3.1 网格考核

为消除网格数量对数值模拟结果的影响，本节进行了网格考核。翅片的无量纲长度为

0.5，无量纲宽度为 0.1。翅片管的转速为 1 rpm，内管壁温为 353.15 K。选取了五组数量的

网格，分别为 6915、13589、26593、52293 和 100285，时间步长均为 0.01 s。不同网格数量

下相变材料的完全熔化时间如图 2 所示。可以看出，当网格数量为 51160 时，其完全熔化时

间与网格数量进一步加密为 98704 时相差小于 1%。因此，为节省计算资源同时满足精度要

求，本文选用的网格数量为 51160。在网格考核基础上进行了时间步长无关性验证，时间步

长分别为 0.005 s、0.01 s 和 0.02 s。结果表明，时间步长为 0.01 s 时的完全熔化时间与时间

步长为 0.005 s 时相比，相差小于 1%。故时间步长选取为 0.01 s。最终，本文数值模拟中采

用的网格数量为 51160，时间步长为 0.01 s。
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图 2 网格考核结果

3.2 模型验证

为了验证本文数值模拟结果的准确性，本节进行了模型验证。对翻转耦合旋转翅片管强



化作用下相变材料的熔化过程进行了实验研究。实验台的示意图如图 3（a）所示。潜热储

热单元的内管和外管的直径分别为 20 mm 和 80 mm。翅片的无量纲长度和宽度分别为 0.5
和 0.1。翅片管转速恒定为 4 rpm。翅片管周围布置若干热电偶以监测旋转范围内的温度。

熔化过程中，当翅片管旋转区域内的最高温度高于 PCM 熔点时，认为区域内相变材料已经

完全熔化，翅片管将在液体相变材料中旋转。同时，对潜热储热单元进行 180° 翻转。此过

程将由直流电机驱动。变工况过程中采用旋转油封和旋转接头来保证相变材料不会泄漏。使

用 CCD 相机对固-液相界面进行拍摄。实验和数值模拟的对比结果如图 3（b）所示。当 β =
0.75 时，潜热储热单元为静止状态；当 β = 0.95 时，储热装置已翻转 180° ，固体 PCM 处

于顶部，且翅片管处于旋转状态。从图 3（b）中可以看出，实验和数值模拟中得到的固-液
相界面形状相吻合，这验证了本文采用的动网格耦合焓-孔隙率模型的准确性。

（a）实验系统示意图

实验

β = 0.75

数值

模拟

β = 0.95

（b）实验和数值模拟结果的对比

图 3 模型验证结果

4 结果与讨论

4.1 静止与旋转翅片管强化效果的比较分析

为了研究旋转翅片管对强化传热的影响，本节首先比较了潜热储热装置在静止以及旋转

翅片管作用下的熔化与凝固（单个储释热周期）过程。图 4（a）为不同结构翅片的示意图。

其中 CASE A 为均匀布置的翅片，CASE B 为非均匀布置的翅片，这两种翅片管均保持静止；

CASE C 为本文所提旋转翅片管结构。无量纲翅片长度和无量纲翅片宽度分别为 0.5 和 0.1。



旋转翅片管的转速恒定为 4 rpm，旋转方向为顺时针。由于凝固过程主要受热传导的影响，

因此 CASE C 在凝固过程中保持静止，其凝固过程与 CASE A 相似。图 4（b）给出了不同

结构翅片作用下熔化过程液相分数的动态变化。从图中可以发现，CASE A、CASE B 和 CASE
C 的完成单个储释热周期所需总时间分别为 3965 s、4428 s 以及 3512 s。其中添加非均布翅

片的装置完成单个储释热周期所需时间最长。这是因为非均布翅片虽然可以缩短相变材料的

完全熔化时间，但是却延长了完全凝固时间。与非均布翅片相比，均匀布置翅片可将单个储

释热周期所需总时间缩短 10.5%。旋转翅片管可以在翅片均匀布置的基础上将完全熔化及凝

固所需总时间进一步缩短 11.4%。由于 CASE A 和 CASE C 的凝固过程相似，因此旋转翅片

管主要通过缩短完全熔化时间来提高装置的性能。对比 CASE A 和 CASE C 在熔化过程中液

相分数的变化可以看出，两者的液相分数曲线先是互相重合；然后当熔化时间到 540 s 之后，

翅片管开始旋转，两者的液相分数曲线出现了明显的分歧。这说明翅片管的旋转促进了熔化

过程。CASE A 和 CASE C 完成熔化过程所需的时间分别为 1495 s 和 1042 s。与 CASE A 相

比，CASE C 能够将完全熔化时间缩短 30.3%。这说明旋转翅片管可以在不削弱凝固性能的

前提下，进一步缩短完全熔化时间从而提高装置的性能。

图 4（a）不同翅片结构的示意图（b）不同结构翅片作用下液相分数的变化过程

为了进一步讨论旋转翅片管对熔化过程的影响，图 5 给出了当熔化时间为 800 s 时，

CASE A 和 CASE C 液态相变材料区域的速度场云图。从图中可以看出，旋转翅片管增大了

液态相变材料的速度，促进了相变区域的强制对流。对流的增强提高了相变材料的熔化速率，

缩短了完全熔化时间。同时，也可以观察到在翅片管的旋转区域，液态相变材料的速度较大；

受相变材料粘度的影响，液态相变材料的速度从翅片旋转区域外到外管壁面附近逐渐衰减。



图 5 t=800 s 时静止和旋转翅片管条件下的速度场云图

图 6 和图 7 给出了 CASE A 和 CASE C 在不同时刻的液相分数云图和温度分布云图。对

于旋转翅片管，其在熔化前期处于静止状态。为了方便区分，翅片管开始旋转后的云图用黑

色虚线标出。在熔化过程早期（t=60 s），固-液相界面沿着加热内管和翅片均匀发展。这说

明相变区域的主要传热机制是热传导。随着液态相变材料的增加，储热装置中的主要传热机

制由热传导变为自然对流。在自然对流的影响下，相变材料的熔化过程呈现出非均匀熔化状

态。装置上部的相变材料先于下部的相变材料熔化，如图 6 中 t=540 s 所示。同时，在图 7
中可以观察到上部的温度高于下部。这可以解释为温度较高的液态相变材料受密度差的影响

向上运动，并在装置的顶部堆积，导致顶部温度升高。随着熔化过程的继续，当 t=800 s 时
在翅片管旋转的装置中，旋转过程已经进行了 260 s。从图 6 中可以看出，此时在翅片管顺

时针旋转的影响下，相变材料呈现出非对称的熔化状态，即装置右侧的相变材料率先熔化。

相比之下，翅片管静止时，剩余固体相变材料呈左右对称分布。在图 7 中还可以注意到，800s
时，翅片管静止的装置上部的温度继续上升，上下部分温度梯度进一步增大。而旋转翅片管

能够减小上下两份部分的温度梯度，其温度梯度主要由内向外沿径向分布。

图 6 静止及旋转翅片管作用下不同时刻的液相分数云图



图 7 静止及旋转翅片管作用下不同时刻的温度云图

4.2 翻转耦合旋转翅片管作用下的熔化特性研究

由上一节的图 6 可以看出，翅片管旋转后，相变材料的最后熔化的区域依然出现在底部。

因此，为了充分利用自然对流和强制对流，进一步提升装置底部难熔区域相变材料的熔化性

能，本节在上一节翅片管旋转的基础上，采用了对储热单元整体翻转的方法，即在翅片管开

始旋转的同时，将难熔区域的相变材料翻转到装置的上部，加强这一区域的传热。由上一节

可知 4rpm 工况下均布旋转翅片的完全熔化时间为 1041s 左右，旋转开始时刻为 539s，故本

节中装置翻转时刻也为 539s。
随后比较了静止翅片（CASE A），旋转翅片（CASE C）以及翻转工况下的旋转翅片（CASE

D）强化的储热装置内相变材料的动态熔化过程，如图 8（b）中所示，可以明显看到在开始

旋转和翻转的时间点后，三者的熔化性能呈现 CASE D > CASE C > CASE A 的情况。CASE
D 相比于 CASE C 的旋转翅片，将完全熔化时间进一步缩短了 23.86%，相比于 CASE A 的

均布静止翅片，可将完全熔化时间缩短 46.96%。



图 8 (a)不同翅片结构的示意图 (b)不同工况下相变材料液相分数的动态变化

从图 9 中的速度云图中可以看出，719s 时，相比于 CASE A 和 CASE C，CASE D 由于

同时采用翅片管旋转和装置整体翻转强化，其速度场平均速度更大，这表明其液态相变材料

中对流更强。同时，从温度云图中可以看出，CASE C 消除了 CASE A 上下部分的温度梯度，

其温度梯度呈现由内向外径向分布的现象，而 CASE D 在此基础上，缩小了沿径向方向的温

度梯度，进一步提高了温度场的均匀性。此外，CASE C 的温度场相比于 CASE A 的，虽然

削弱了上下两部分温度场不均匀的现象，但可以看出左侧温度更低，导致装置左侧有更多的

相变材料未熔化，而 CASE D 在削弱上下两边温度不均的同时，也削弱了左右两边温度不均

匀的现象，因此其难熔区域的相变材料熔化的更均匀，719s 时，其液相分数最高。



图 9 t = 719s 时不同工况下装置的液相分数（左）、温度（中）和速度大小（右）云图

4.3 无量纲翻转时间对熔化过程的影响

本节针对翻转耦合旋转翅片管作用下相变材料的熔化过程开展进一步研究，主要讨论无

量纲翻转时间对相变过程的影响。本节中装置翻转的时间不再与翅片管开始旋转的时间保持

一致，翻转时间主要由无量纲翻转时间决定。无量纲翻转时间的定义由公式（11）给出。t**

表示无量纲翻转时间；tflip 表示装置翻转的时间；trotate 表示相变材料在旋转翅片管强化下的

完全熔化时间。因为装置的翻转是在旋转翅片管的条件下引入的，所以选取旋转翅片管强化

下的相变材料完全熔化时间为基准，由 4.1 节可知该值为 1042 s。

flip**

rotate

t
t

t
 (11)

无量纲翻转时间从取值范围为 0.1-0.9，取值精度为 0.1。以无量纲翻转时间为 0.1 为例，

t**=0.1 表示相变储热装置在 104 s 进行翻转 180° 的操作，同时监测图 1 中翅片管旋转区域

内的最小温度，当最小温度高于相变材料的熔点时，表明翅片管周围的固体相变材料已经完

全熔化，翅片管即开始旋转。不同无量纲翻转时间下相变材料完全熔化时间的变化趋势在图

10 中给出。从图中可以观察到，随着无量纲翻转时间从 0.1 增大到 0.9，相变材料完全熔化

时间的变化趋势为先减小后增加。将 CASE D 与这 9 个案例进行对比，可以发现 CASE D（t**

≈0.52）的完全熔化时间最短。本节选取两个有代表性的 t**（0.1 和 0.8）的案例以及 CASE
C，CASE D 来进一步比较分析完全熔化时间产生这一变化趋势的原因。将 t**=0.1 和 0.8 的

案例分别命名为 CASE D-1 和 CASE D-2。
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图 10 不同无量纲翻转时间下完全熔化时间的变化

图 11 对比了 CASE C，CASE D，CASE D-1 和 CASE D-2 在熔化过程中相变材料液相

分数的变化趋势。其中，CASE C 表示旋转翅片管强化的装置，CASE D 表示在翅片管开始

旋转的同时进行翻转（t**≈0.52）强化的装置，CASE D-1 表示在 t**为 0.1 时进行翻转并耦

合旋转翅片管强化的装置，CASE D-2 表示在 t**为 0.8 时进行翻转并耦合旋转翅片管强化的

装置。图中用不同颜色的线标注了各个 CASE 进行变工况操作的时间点。
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图 11 CASE C 与 CASE D-1 熔化过程液相分数对比

对比 CASE C 和 CASE D-1，从图中可以明显看出两者的液相分数曲线几乎重合，完全

熔化时间相差不足 1%。同时，CASE D-2 在 104 秒进行翻转后，其液相分数曲线的斜率与

CASE C 的并无明显改变，前者开始旋转的时间点仅比后者提前了 1.3%。这表明在熔化过

程中过早的进行翻转，并不能显著提升装置的熔化性能。造成这种现象的原因可以解释为装

置翻转时间过早，此时相变区域内的自然对流还没有充分发展，传热方式以热传导为主，并

且液态相变材料的温度较低，上下方的相变材料温差较小，翻转后不会出现 4.2 节中高温液

态相变材料向上运动的情况。因此，采用装置在 t**为 0.1 时进行翻转的翻转耦合旋转翅片管



强化传热与采用旋转翅片管强化传热的效果相似，过早翻转对装置内相变材料的熔化过程的

强化作用并不明显。

对比 CASE C 和 CASE D-2 可以看到，在 CASE D-2 进行翻转前，二者的液相分数曲线

相重合，在翻转后，CASE D-2 的熔化速率有了明显地提高。但由于进行翻转的时间点过晚，

仅有不足 5%的固体相变材料被翻转至装置上部并收到强化作用影响。因此装置的熔化过程

所得到强化效果十分有限，与 CASE C 相比，CASE D-2 仅将完全熔化时间缩短了 12.5%。

因此，从以上分析可知，应有一个最佳的无量纲翻转时间点，以最大化发挥翻转操作对

装置熔化过程的强化效果。最终，本文建议在翅片管开始旋转的同时进行翻转，无量纲翻转

时间约为 0.52，可将完全熔化时间缩短约 23.86%。

5 结论

针对均布翅片强化的管壳式相变储热装置中由于自然对流引起的底部相变材料传热效

果较差而难以熔化的问题，本文提出一种装置整体翻转耦合翅片管旋转的主动强化传热方式。

对翻转耦合翅片管旋转作用下的水平管壳式潜热储热装置中的熔化过程进行了数值研究。同

时还讨论了无量纲翻转时间的影响。通过分析研究结果，可以得出如下结论：

（1）与翅片管静止情况相比，旋转翅片管能够缩短相变材料的完全熔化时间，提高温

度场的均匀性。这是因为旋转翅片管可以增强相变区域的强制对流，进而提高相变材料的熔

化速率。

（2）采用翻转耦合旋转翅片管的强化方式能够充分利用液态相变材料内的混合对流，

进一步缩小储热装置顶部和底部的温差，提高温度场的均匀性。与旋转翅片管相比，采用翻

转耦合旋转翅片管的强化方式能够进一步提高相变材料的熔化速率，并可将完全熔化时间进

一步缩短 23.65%。与均布静止翅片相比，可在不削弱凝固性能的同时将完全熔化时间缩短

46.96%。

（3）装置的无量纲翻转时间存在一个最佳值。过早翻转时，液体相变材料内的上下部

分温差过小，自然对流还没有充分发展，强化效果不明显，仅有 1.3%。过晚翻转时，仅有

不足 5%的固体相变材料受到强化，完全熔化时间仅缩短了 12.5%。本文最终建议在翅片管

开始旋转的同时对装置整体进行翻转以获得最佳的熔化性能，可将完全熔化时间缩短

23.86%。
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摘要：实验研究了介入微泡群对水的过冷池沸腾传热的影响。用泡沫钛制成气泡发生器来生成大量的

微气泡冲刷加热壁面以强化换热，这是首次利用外加微泡群强化过冷池沸腾换热的机理研究。通过气

泡行为的可视化，发现微泡群通过气-液相变潜热传热、冲刷加热壁面上存留的气泡/气膜及扰动作用来

强化换热。结果表明，介入微泡群能够提高换热系数，降低初期换热温差。加热壁面大倾斜角时，微

泡群在高过冷度、低热流密度区域时强化换热效果最好。

关键词：强化传热；相变换热；池沸腾；微泡群；过冷

0 引言

半导体芯片上的晶体管高度集成化导致其单位面积的发热量急剧增加，当前先进半

导体芯片的表面热流已超过 100 W/cm2 [1]，采用传统风冷散热技术和单相对流液冷散热

技术已经不能很好的满足高热流密度下的散热需求，而采用过冷池沸腾换热技术既可以

满足高效的散热性能又可以满足芯片最佳工作的温度范围。过冷池沸腾是一种高效的传

热模式，它通过单相传热和两相传热相结合的方式来实现低过热度高传热的性能[2]，还

被广泛应用在发电厂[2-4]、电池[5, 6]、航天器[7, 8]、冷却系统[9, 10]、喷墨打印机[11, 12]等各行

各业中。因此，探究强化过冷池沸腾换热机理，开发更高效更实用的强化过冷池沸腾换

热技术对实现节能减排和“双碳”目标具有重要意义。

大量国内外研究人员一直致力于提高沸腾换热性能[13]，池沸腾换热性能由表面过热

度、气泡成核点位置、总换热面积、沸腾工质决定[14]。目前强化过冷池沸腾换热的方法

主要是增大换热面积[15]、改变表面湿润性[16, 17]、加热表面上制备微纳拓扑结构[1, 18]、人

工微腔[19, 20]、多孔加热表面[14, 21]、施加电场[22, 23]、超声波辐照[24, 25]等。近年来，又有研

究人员利用电解反应来研究池沸腾的强化。Yabuki 和 Nakabeppu[26]测量了使用水电解成

核的孤立气泡下的壁面温度，他们证明了电解产生的微小气泡可以充当沸腾的核。Tanaka
等人[27]在光滑铜表面上利用电解气泡成核激活的方法来强化沸腾换热，他们首次实验研

究了电解对池水沸腾的影响。Cheng 等人[28]通过使用 NaBr 溶液和带电表面活性剂(DTAB)
研究了铜管表面电解饱和池沸腾换热性能和气泡动力学行为，他们发现沸腾换热的强化

是由于电解产生的氢气泡充当了沸腾的气泡核以及在电场作用下表面活性吸附剂改变了

加热壁面上的接触角和润湿性。然而，这些强化沸腾换热的方法都有各自的缺陷。例如，

改变表面湿润性会因湿润性不能长期维持稳定而导致后期强化换热作用失效，制备微结
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构的加热表面由于其制备技术复杂且制备成本过高而难以投入实用，用电解反应强化沸

腾换热会产生氢气具有一定的危险性。

本研究针对高热流密度电子芯片的过冷液池冷却散热提出了介入微泡群的方法来

强化过冷池沸腾换热，即通过微米级孔径泡沫钛制成的气泡发生器生成微泡群，微泡群

充当沸腾时外来的气泡核，在加热表面上利用气-液相变潜热来强化传热。本研究探讨了

通入微泡群后对过冷池沸腾换热的影响，研究了不同孔径泡沫钛、过冷度以及加热表面

倾斜角度对微泡群强化沸腾换热效果的影响，借助了高速相机拍摄气泡在加热表面上长

大过程来分析微泡群强化过冷池沸腾换热机理。介入微泡群的方法不用对加热表面进行

加工修饰、不用更换工作介质，具备经济高效且易于实现等优势，适用于各种池沸腾换

热场合，对进一步研究强化过冷池沸腾换热提供了一定的理论和实践基础。

1 实验系统与数据处理

1.1 实验系统

图 1 为介入微泡群强化过冷池沸腾换热实验系统的示意图，其由加热系统、气泡群

生成系统、带观察窗的工作腔体、数据采集系统四部分组成。加热系统由实验段加热器

件、辅助加热器、可编程调压器、PID 温度控制器、楔形支架组成，其中辅助加热器与

PID 温度控制器连接以维持实验所需要的池温，实验段加热器件与可编程调压器连接，

通过调节输入电压获取不同的热流密度。气泡群生成系统是由气泡发生器、气体流量计、

空气压缩泵、升降支架、硅胶导管组成。工作腔体尺寸为 300 mm×200 mm×400 mm，两

面开有长×宽为 190 mm×130 mm 的可视窗，腔体上盖板安有气液分离装置，用于不可凝

性气体的排出，腔体内的工作液体为去离子水。数据采集系统由数据采集仪、高速相机、

计算机、T 型热电偶组成。实验共布置 6 个直径 φ0.6 mm 的热电偶，其中 T1~T5置于加

热铜件上，相邻两个热电偶的间距为 5 mm，T5距离加热面的距离为 5 mm，如图 2(a)所
示。T6放置在工作液体中，用于测量工作液体的平均温度 Tf。

图 1 实验系统示意图

Fig. 1 Schematic diagram of the experimental setup

1.2 实验段加热器件与气泡发生器的设计加工

实验段加热器件的结构示意图如图 2(a)所示，主体部分是直径 55 mm×高度 130 mm



的圆柱体，从里到外依次是加热棒、导热铜棒和特氟龙保温层。导热铜棒上端留有放置

加热棒的深孔，加热棒与导热铜棒之间用液态金属填充，用来减小接触热阻。

气泡发生器的模型如图 2(b)所示，其结构由不锈钢 304 漏斗形骨架、多孔泡沫钛网、

密封圈、快接阀组成，实验选取了平均孔径为 2 μm、5 μm、10 μm 三种不同孔径的泡沫

钛网来产生不同直径的微泡群，泡沫钛网的厚度和直径均分别为 1 mm 与 100 mm。三种

孔径的泡沫钛网扫描电镜图如图 3 所示，放大倍数均为 20000 倍，比例尺标注为 5 μm。

图 2 (a)实验段加热器件结构示意图；(b)气泡发生器模型图

Fig. 2 (a) Structural diagram of the heating device employed in the experimental section;

(b) Schematic drawing of the bubble generator

图 3 不同孔径的泡沫钛网扫描电镜图

Fig. 3 Scanning electronic microscopic images of titanium foams with different pore sizes

1.3 数据处理

从数据采集仪导出的热电偶温度可以计算出热流密度 q、过热度和换热系数 h，

热流密度 q 的计算公式由傅里叶定律得出，如式(1)所示：

Cu
d
d
T

q x
x

  (1)

式中 λCu为铜的导热系数，实验用的紫铜具有常物性，数值取为 398 W/(m·K)[29]。

温度梯度 dT/dx 使用泰勒展开[29]，可以得到热流密度 q 计算式，如式(2)所示：
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由于铜棒的导热系数远大于特氟龙材料，因此可近似认为导热铜棒为一维导热。因

此加热壁面温度 TW可以根据近壁面处温度点 T5和热流密度 q 计算得到，如式(3)所示：

W 5 Cu/T T q x    (3)

壁面过热度由式(3)得到，TSat 为去离子水在大气压下的饱和温度，如式(4)所示：

W SatT T T   (4)

表面换热系数 h 由牛顿冷却公式得到，如式(5)所示：

W f/ ( - )h q T T (5)

2 结果与讨论

2.1 通入微泡群对过冷池沸腾换热的影响

图 4(a)为利用不同孔径泡沫钛网的气泡发生器向工作介质中通气泡与不通气泡时的

拟沸腾曲线，通入气泡后的拟沸腾曲线相比较于不通气泡的拟沸腾曲线出现了明显地向

左偏移。在同一热流密度下，通入气泡后能够降低加热壁面的过热度，如热流密度为 0.12
MW/m2 时，壁面过热度降低约 36 K。通入微泡群能够强化过冷池沸腾换热是由于介入

的微泡群在掠过加热壁面时存在相变换热，相变换热利用气液潜热能够在小的过热度下

传递大量的热量[30]。同时，微泡群在掠过加热壁面时与先前从工作介质中析出的可凝性

气体且在加热壁面上形成的气泡合并，以将长期稳定附着在加热壁面上的气泡携带走，

从而减少干区存在的时间，实现传热的强化。除此之外，微泡群掠过加热壁面时带来的

扰动也有利于强化传热。

图 4 介入微泡群对强化换热效果的影响

Fig. 4 Effect of intervention of microbubble groups on heat transfer enhancement

泡沫钛网的平均孔径有 2 μm、5 μm 和 10 μm 三种，通过不同孔径的泡沫钛网来产

生不同直径的微泡群。图 4(b)反映了利用不同孔径泡沫钛网的气泡发生器向工作介质中

通气泡及不通气泡时换热系数与热流密度的关系，可以看出泡沫钛网通入气泡后产生的

微泡群都提升了换热系数，因此介入微泡群有利于强化过冷池沸腾换热。在通入同一气



体流量条件下，泡沫钛网孔径越大产生的微泡群直径也就越大，直径大的微泡群强化过

冷池沸腾换热效果更好。这是因为气泡直径越大，气泡的体积就越大，因此受到浮力就

越大，气泡脱离速度就越快，气泡的演化周期就越短，所以换热系数的性能得到改善[28]。

图 5 描述了不同热流密度下强化系数的变化，其中 f 是强化系数，是在同一热流密

度下通气泡的换热系数与不通气泡的换热系数的比值。从图 5 中可以看出强化系数随热

流密度的增大而减小，强化系数最大值出现在低热流密度区域，最大值为 6.5。三条强化

系数曲线之间的差值在低热流密度区域最大，三种不同孔径的泡沫钛网气泡发生器的强

化效果差别也最明显，效果最好的是 φ10 μm 泡沫钛气泡发生器。随之热流密度的增大，

三条强化系数曲线之间的差值逐渐减小，在高热流密度区域三条强化系数曲线已经靠拢，

此时不同孔径的泡沫钛气泡发生器的强化效果没有差别，同时三条强化系数的值在不断

向 1 接近。根据经典气泡成核理论[1]的解释，加热壁面上的气泡成核需要一定的液体过

热度和过热液层厚度，也就是说加热壁面在高热流密度区域时自身才开始形成大量的气

泡核，而在低热流密度区域时气泡成核比较困难。因此，在低热流密度区域介入微泡群

充当气泡核可以显著强化换热性能。随着热流密度的增大，加热壁面逐渐达到气泡成核

所需要的壁面过热度及过热液层厚度，所以在高热流密度区域加热壁面自身能够产生大

量的气泡核，导致介入的微泡群很难接触到加热壁面，使得微泡群强化换热的性能受限

以及换热强化系数不断向 1 靠近。

图 5 热流密度与强化系数的关系

Fig. 5 The relationship between heat flux and strengthening coefficient

2.2 过冷度对微泡群强化换热效果的影响

图 6 是过冷度影响微泡群强化换热的性能图，图 6(a)是在 30℃、50℃和 80℃池温下

的拟沸腾曲线，30℃池温时通气泡的拟沸腾曲线相比同池温下不通气泡的拟沸腾曲线向

左偏移最大。不通气泡的拟沸腾曲线上都出现了一个拐点，曲线上的拐点表示不同工况

下的沸腾起始点。在 30℃、50℃和 80℃的池温下，不通气泡时核沸腾起始点对应的热

流密度分别是 0.12 MW/m2、0.11 MW/m2和 0.08 MW/m2，随着工作液体过冷度的增大，

核沸腾起始点对应的热流密度逐渐增大。此外，30℃、50℃和 80℃池温对应的起始壁面

过热度分别为-70 K、-50 K 和-20 K，即加热壁面的起始壁面温度是由池温决定的，早期



的壁面过热度受到过冷度的影响。在壁面过热度=10 K 时，30℃池温时通入气泡与不

通气泡的拟沸腾曲线依旧保持较大的偏移，50℃池温时两条拟沸腾曲线开始出现靠拢的

趋势，80℃池温时两条拟沸腾曲线已经靠拢合并成一条曲线。这说明在高过冷度时介入

微泡群强化换热效果好，随着过冷度的降低微泡群强化换热的性能受到抑制。

图 6(b)是 30℃、50℃和 80℃池温下换热系数与热流密度的关系图，随着池温的升

高换热系数也随着升高。30℃和 50℃池温下通气泡的换热系数曲线一直保持相对平稳状

态，换热系数分别在 10.7 kW/(m2·K)和 9.6 kW/(m2·K)上下波动，强化系数趋势与图 5 一

致。80℃池温下通气泡的换热系数曲线先开始下降，与不通气泡时的换热系数曲线合并

后开始上升。80℃池温下两条换热系数曲线从热流密度 0.32 MW/m2开始合并为一条曲

线，此时强化系数为 1，微泡群强化换热失效，验证了 2.1 节中关于高热流密度区域微泡

群强化换热性能受到抑制的推断。

图 6 过冷度对微泡群强化换热效果的影响

Fig. 6 Effect of undercooling on heat transfer enhancement of microbubble groups

2.3 加热壁面倾斜角度对微泡群强化换热效果的影响

为了研究加热壁面倾斜角度对微泡群强化换热的影响，在 50℃池温条件下，分别设

置了 45°、30°和 15°三种不同倾斜角度的加热壁面。图 7 是加热壁面倾斜角度影响微泡

群强化换热的性能图，图 7(a)是用 10 μm 孔径泡沫钛网强化换热时加热面壁面倾斜角度

为 45°、30°、15°和 0°的拟沸腾曲线，对比加热壁面倾斜 0°的拟沸腾曲线，加热壁面倾

斜 45°时的曲线向左偏移最大，其次是加热壁面倾斜 30°和 15°。这说明倾斜角度在 0°~45°
范围内，加热壁面倾斜角度越大越有利于降低加热壁面上的过热度，使传热得到改善。

这主要是因为加热壁面倾斜角度越大受到壁面粘滞阻力越小，越有利于气泡脱离加热壁

面，从而缩短了气泡在加热壁面上形成干区的时间，使传热得到强化。在低热流密度区

域，三种不同倾斜角度的拟沸腾曲线几乎没有偏移。而在高热流密度区域时，三种不同

倾斜角度的拟沸腾曲线出现明显的偏移，且随着热流密度的增大拟沸腾曲线向左偏移值

也越大，这说明在高热流密度区域倾斜加热壁面更有利于微泡群强化换热。

图 7(b)是倾斜角度分别为 45°、30°、15°和 0°在池温 50℃下换热系数与热流密度的



关系图，加热壁面倾斜 15°和 0°的两条换热系数曲线基本重合，加热壁面倾斜 45°和 30°
的两条换热系数曲线基本重合。因此，倾斜角度在 0°~45°范围内时，当加热壁面倾斜角

度低于 15°时，加热壁面倾斜度对换热系数的增强没有影响，当加热壁面倾斜角度高于

30°时，换热系数的增强也不再受到加热壁面倾斜角度的影响。倾斜角度在 15°~30°范围

内时，随着加热壁面倾斜角度的增大，换热系数也随着提高，说明加热壁面倾斜角度越

大微泡群强化换热效果越好。

图 7 加热壁面倾斜角度对微泡群强化换热效果的影响

Fig. 7 Effect of heating wall tilt angle on heat transfer enhancement of microbubble groups

2.4 微泡群强化过冷池沸腾换热机理

为深入揭示微泡群强化过冷池沸腾换热机理，采用高速相机观察加热壁面上的气泡

动力学行为。为了减少其他气泡对观察对象的干扰，采用孤立气泡的长大过程来揭示微

泡群强化换热的机理。图 8 是气泡在加热壁面上长大过程。0 ms 时，气泡开始离开气泡

发生器，此时气泡的直径为 0.581 mm。14 ms 时，气泡开始进入到加热壁面附近的热边

界层，气泡直径为 0.602 mm，气泡稍微变大。43 ms 时，气泡开始接触加热壁面，此时

由于加热壁面的温度要大于池温，水蒸气的饱和蒸气压要比在池水中饱和蒸气压高，因

此通过相变潜热及传质作用，气泡里的空气分压和水蒸气分压开始发生变化，根据气态

方程，水蒸气的增加导致气泡开始变大，此时气泡直径为 0.776 mm。57 ms 时，气泡经

过充分的相变潜热换热及传质后，气泡的直径为 0.810 mm。

为了验证气泡的长大是由于相变换热产生的水蒸气进入而导致的，可以通过理论计

算来证明。在 0 ms 时，池水平均温度为 22℃，此时水的饱和蒸气压为 2.64 kPa，通入空

气生成气泡的空气分压为大气压，即 101.3 kPa，气泡的总压力为 103.9 kPa。在 57 ms
时，气泡在加热壁面上完成相变换热后，此时加热壁面平均温度为 90℃，水的饱和蒸气

压为 70.1 kPa，气泡的总压力维持不变，根据分压定律可得空气分压为 33.8 kPa。在 0 ms
时，水蒸气的分压相比空气的分压可以忽略不计，此时气泡的体积可以认为就是空气的

体积 V0。在 57 ms 时，由分压定律式(7)可以计算出水蒸气和空气的体积比为 2.07，此时

气泡的体积由水蒸气体积和空气体积组成，则气泡的体积为 2.07V0+V0，即 3.07V0。



V P

V P
水蒸气 水蒸气

空气 空气

(7)

气泡经过相变换热后体积增大了 3.07 倍，直径增大了 1.45 倍。气泡直径实际增大

倍数为 1.39，在误差范围之内，基本与理论计算值接近，因此可以认为气泡的长大主要

是由于气泡在加热壁面上进行了相变换热。

图 8 气泡的长大过程

Fig. 8 The growth process of bubbles

微泡群强化沸腾换热除了存在相变换热作用外，还存在冲刷作用。图 9 展示的是气

泡在加热壁面上的冲刷过程，明显可以看出 200 ms 之后的加热壁面经过合并的大气泡冲

刷之后出现很大的一片干净区域，微泡群在掠过加热壁面时与先前存在的气泡合并后再

脱离，从而减少干区的面积和存在的时间，以实现池沸腾传热的强化。同时，在气泡冲

刷的过程中，气泡附带的扰动作用也有利于强化池沸腾换热。

图 9 气泡在加热壁面上的冲刷作用

Fig. 9 The scouring effect of bubbles on the heated wall



3 结 论

本文运用介入微泡群的方法，在工作腔内利用泡沫钛气泡发生器生成大量微小气泡

冲刷加热壁面，通过对不同实验工况下的拟沸腾曲线和换热系数曲线的分析，并结合高

速相机可视化观察气泡在加热壁面上的动力学行为，得出以下结论：

1）介入微泡群强化换热的效果受到热流密度的影响，在低热流密度区域微泡群强

化换热效果显著，此时不同直径微泡群强化换热差异也明显，但随着热流密度的增大，

这种差异在逐渐缩小。

2）高过冷度时介入微泡群强化换热效果好，随着过冷度的降低微泡群强化换热的

性能受到抑制，过冷度越低微泡群强化换热性能越差。

3）加热壁面倾斜角度越大越有利于降低加热壁面上的过热度，倾斜角度在 15°~30°
范围内时，换热系数随着加热壁面倾斜角度的增大而提高。在高热流密度区域倾斜加热

壁面更有利于微泡群强化换热。

4）通过高速相机可视化观察气泡在加热壁面上的动力学行为，发现微泡群强化换

热的主要机制是气泡吸收加热壁面上产生的蒸汽长大后脱离加热壁面，从而把加热壁面

上的热量带走。
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摘要：相变储热技术对高效利用和转换热能资源有重要意义，但易泄漏且导热率低等问题极大地限制

了其在热能存储领域的应用。本研究以正十八烷为相变材料，多孔泡沫镍为载体，金属纳米粒子/碳纳

米管(M-NPs@CNTs)为导热填料，通过真空浸渍和熔融共混工艺成功制备了新型的泡沫基复合相变材料

（CPCM）。同时探究了 M-NPs@CNTs 的种类、含量对 CPCM 性能的影响。结果表明，CPCM 具有良

好的形状稳定性，出色的热导率（2.01W·m-1·K-1）和优异的热能存储能力（182.5J/g），具有广泛的应

用前景。

关键词：相变储热；导热填料；泡沫金属；复合材料

0 前言

热能是社会发展不可或缺的能源，热存储和热管理对高效、安全地利用热能资源有

重要意义[1,2]。相变储热技术利用相变材料(PCM)的相转变实现热能的存储和释放，具有

储热能力强、工艺简单、绿色环保等特点，可广泛应用于工业废热回收、太阳能利用、

节能建筑等领域[3,4]。其中，PCM 作为一种智能材料，是热能储存的理想载体，具有能

量储存和释放能力强、化学稳定性高、可重复利用和自然资源丰富等优点，是一种很有

前途的储能材料[5]。然而，一些固有的缺陷限制了 PCM 的使用，如导热系数低和相变过

程中易泄漏等问题严重限制了其在能量转换和存储系统中的应用。因此，从微胶囊、多

孔支架吸收到化学接枝和交联化合物，人们在设计和制造形状稳定的复合相变材料方面

付出了大量的努力[6,7]。如徐众[8]等人通过熔融浸渍法和浇注法，以不同的泡沫金属为载

体，以石蜡为相变材料，制备了泡沫基复合相变材料。研究泡沫基复合相变材料的导热

率和温度场变化情况。通过对比实验结果发现，以泡沫铜和泡沫镍为导热载体，以石蜡

为相变材料的泡沫基复合相变材料，其蓄热能力更加稳定且温度场分布更加均匀。以泡

沫铜为导热载体，石蜡为相变材料的泡沫基复合相变材料的传热稳定性和导热率均是最

优。

泡沫基复合材料是一种具有低密度、高强度、大比表面积和高表面能的新型多功能

轻质复合材料，在化工、储能、军事及航空航天等多个领域具有广泛的应用前景[9,10]。

因此，为了提高能量转换和存储系统的性能，利用泡沫基复合材料的孔隙结构及其毛细

吸附作用，将其与 PCM 相结合，协同导热填料构建快速的导热通道，制备泡沫基复合

1 基金项目：上海市科委扬帆计划( 17YF1406600 )；上海市教委晨光计划( 18CG68 )



相变材料(CPCM)，可实现热量的高效传递和存储[11,12]。CPCM 利用多孔泡沫金属为载体

对 PCM 进行吸附，不仅可以将 PCM 牢牢地限制在其多孔结构中，达到封装定形的效果，

而且有效的解决了 PCM 固-液相态转变时容易流动和体积变化等问题[13]。同时在 CPCM
中掺入导热材料，利用碳纤维、碳纳米管、石墨烯和麦克烯等高导热填料作添加剂，可

以有效提高复合材料的导热性能，促进光热转化[14]。其中，多壁碳纳米管（MWCNTs）
具有力学强度大、导热系数高等优异特性，是导热增强材料的首选。但 MWCNTs 表面

惰性，在基体中容易团聚，严重影响实际应用[15]。因此，利用高温分解的方法将金属纳

米颗粒(M-NPs)修饰在 MWCNTs 表面，不仅可以避免 CNTs 团聚，提高其分散性，而且

可以利用 M-NPs 在 CNTs 之间构建传热通道，降低 CNTs 之间的接触热阻，获得导热性

能优良的复合导热填料。综上所述，本研究通过真空浸渍和熔融共混工艺，以正十八烷

为相变材料，多孔泡沫镍为载体，金属纳米粒子/碳纳米管(M-NPs@CNTs)为导热填料，

成功制备了新型的泡沫基复合相变材料（CPCM），所制样品具有良好的导热性能与较高

的储热密度。

1 实验部分

1.1 实验材料和仪器

本实验所用到的原材料如表 1。
表 1 实验原料

Table 1 Experimental ingredients

名称 性状 规格 生产厂家

正十八烷（C18） 白色固体 AR 国药集团化学试剂有限公司

泡沫镍(NF) 褐色固体 / 昆山盛世景新新材料有限公司

AgNPs/CNTs 黑色颗粒 / 自制

CoNPs/CNTs 黑色颗粒 / 自制

NiNPs/CNTs 黑色颗粒 / 自制

乙醇 透明液体 / 国药集团化学试剂有限公司

本实验所用到的仪器如表 2。

表 2 实验所用仪器

Table 2 Instruments used in the experiment

仪器名称 规格 生产厂家

电子天平 T0006-13-302 江苏省科学器材有限公司

真空干燥箱 DZF-6052 上海精宏实验设备有限公司

烘箱 DHG-9071A 上海泰坦科技股份有限公司

扫描电子显微镜(SEM) 日立 S4800 日本日立高新

TCi-导热仪 C-Therm 加拿大 C-THERM 公司

傅里叶变换红外光谱仪(FTIR) Tensor27 德国布鲁克公司

X 射线衍射仪(XRD) D8-Advanced 德国布鲁克公司

差示扫描量热仪(DSC) pyris 1 DSC Perkin-Elmer



1.2 C18/M-NPs@CNTs/NF 定型复合相变材料的制备

图 1 CPCM 的制备过程示意图

Fig. 1 Schematic diagram of the preparation process of CPCM

采用熔融渗透法和真空浸渍法相结合制备 C18/M-NPs@CNTs/NF 复合相变材料，制

备流程如图 1 所示。在烧杯底部放置一定比例的 C18，称取负载不同金属纳米粒子的碳

纳米管(M-NPs@CNTs)复合导热填料以及未负载 M-NPs 的 MWCNTs 至烧杯中，先经过

超声分散，使其与溶剂混合均匀，然后在 70℃的条件下加热搅拌 30 分钟。随着温度不

断升高，相变材料逐渐熔化并与 M-NPs/CNTs 复合导热填料均匀混合，然后将 NF 放至

加热烧杯中浸渍 10 分钟。再将烧杯放至真空干燥箱中再次真空浸渍 10 分钟，然后立即

取出复合相变材料冷却至室温。通过该方法获的样品分别命名为 C1、C2、C3、C4、C5、
C6、C7、C8、C9。C18/M-NPs@CNTs/NF 复合材料的组成成分列于表 3 中。

表 3 制备样品组成成分

Table 3 Composition of prepared samples

Sample C18 (g) NF (g) NiNPs/CNTs (g) CoNPs/CNTs (g) AgNPs/CNTs (g)

C1 2.0345g 0.1451 0.0198 0 0

C2 1.9995g 0.1518 0.1188 0 0

C3 2.1029g 0.1380 0.1994 0 0

C4 2.1243 0.1434 0 0.0380 0

C5 2.2106 0.1434 0 0.1020 0

C6 2.0953 0.1414 0 0.2005 0

C7 3.7613 0.1500 0 0 0.0444

C8 3.9000 0.1417 0 0 0.1154

C9 3.6888 0.1438 0 0 0.2185
1.3 C18/M-NPs@CNTs/NF 定型复合相变材料的测试及表征

采用扫描电子显微镜观察 CPCM 的形貌和微观结构，CPCM 的化学结构通过傅里叶



变换红外光谱法进行分析。X 射线衍射仪以 20°/min 的扫描速率在 20-80°的扫描范围内

工作，用于揭示 CPCM 的晶体结构。CPCM 的潜热性能通过差示扫描量热仪(DSC)来测

量。在氮气保护条件下，10-50℃温度范围内，加热和冷却速率设置为 5℃/min 下进行。

在氮气保护条件下，25-600℃温度范围内，以 10℃/min 为升温速率，对 CPCM 的热稳

定性进行热重分析测试。使用热导率测试仪测量复合材料的导热系数三次，取三次平均

值。

2 结果与讨论

2.1 SEM 分析

图 2 样品的 SEM 图像和显微镜图像：(a, d)NiNPs@CNTs, (b, e) CoNPs@CNTs, (c, f) AgNPs@CNTs

8K, (g)40PPI NF,(h)70PPI NF, (i, k)110PPI NF,(j, l) AgNPs@CNT/C18/110PPI NF.

Fig. 2 SEM images and microscope images of samples：(a, d) NiNPs@CNTs, (b, e) CoNPs@CNTs, (c, f)

AgNPs@CNTs 8K, (g)40PPI NF,(h)70PPI NF, (i, k)110PPI NF,(j, l) AgNPs@CNT/C18/110PPI NF.

NiNPs@CNTs、CoNPs@CNTs、AgNPs@CNTs 的微观结构如图 2(a-f)所示。图 2(k-l)
是未加入 C18/M-NPs@CNTs 的 NF 和加入了 C18/M-NPs@CNTs 的 CPCM 显微镜图片。

图中可以清晰地看出具有中空结构的 MWCNTs 呈弯曲状，杂乱纠缠在一起。其中，

M-NPs@CNTs 样品是通过球磨金属乙酸盐和 MWCNTs 的混合物，利用热处理的方法制

备而成。测试结果表明，M-NPs 在 MWCNTs 表面分布均匀。在 M-NPs 负载量相同的情

况下，采用球磨混合法再热处理得到的 M-NPs/CNTs 样品比研磨混合所制样品的 M-NPs
平均粒径较小。其原因是球磨能够提高 MWCNTs 的表面缺陷，使得 M-NPs 在 MWCNTs
生长的活性位点增加，粒子数增多，相应的粒子半径变小。从图 2(g-i)可以看出，NF 具

有丰富的孔结构，为相变材料的加入提供了丰富的吸附空间。与 NF 的微观结构相比，

C18 和 NiNPs@CNTs 的复合材料均匀地填充在 NF 网格结构中，呈现出机械互连结构，

并且 NiNPs@CNTs 可以有效防止 C18 的泄漏。

2.2 FT-IR 分析

C18 和 C18/M-NPs@CNTs/NF 的傅里叶全反射红外光谱（ATR-FTIR）如图 3a 所示。

图 3a 中分别表示了 C18、10wt%AgNPs@CNTs、10wt%CoNPs@CNTs、C4、C5、C7-C9
的测试曲线。由图 3a 可得，所有样品都有相似的三个特征吸收峰：



1）在 2920 cm-1和 2850 cm-1附近的是-CH2-的伸缩振动吸收峰，

2）在 1472 cm-1附近是-CH3-的弯曲振动吸收峰，

3）在 716 cm-1附近是-(CH2)n-（n≥4）的摇摆振动峰。

C18 的特征吸收峰与 2920 cm-1、 2850 cm-1、1472 cm-1、716 cm-1对应峰的位置一致。

从图 3a 可以看出，样品没有新的红外吸收峰出现，而且红外吸收峰没有出现明显的偏移。

因此，红外吸收光谱的结果证明，C18 和 NF 之间没有新的物质产生，仅存在分子作用

力，两种材料的化学相容好，且没有因为化学反应而产生新的化学键，制备的复合相变

材料可以保持稳定的相变性能。同时，C18/M-NPs@CNTs/NF 复合相变材料的红外特征

曲线均存在正十八烷的上述特征吸收峰，说明 C18 已经被 NF 吸附。并且在 C4、C5、
C7-C9 的曲线中可以看出中 2850 和 2920cm-1处的峰强度弱于 C18，也可表明 NF 对 C18
进行了很好地吸附。

图 3 (a)C18 和 10wt%AgNPs@CNTs、10wt%CoNPs@CNTs、C4、C5、C7-C9 的 FTIR 光谱图 (b)C18、

C1-C3（见表 2）的 XRD 图 (c)C18、C4-C6 的 XRD 图 (d)C18、C7-C9 的 XRD 数据图。

Fig. 3 (a) FTIR spectra of C18 and 10 wt% AgNPs@CNTs, 10 wt% CoNPs@CNTs, C4, C5, C7-C9 (b)

XRD plots of C18, C1-C3 (see Table 2) (c) XRD plots of C18, C4-C6 (d) XRD datasheets of C18, C7-C9.

2.3 XRD 分析

图 3b、c、d 分别是 C18，C1-C9 的 XRD 图。如图所示，在大约 2θ=23.0°和 27.2°
处观察到 C18 的尖锐衍射峰，而在 2θ=26.4°处观察到 MWCNTs 的经典衍射峰。此外，

2θ=44.52°，51.88°和 76.4°处分别对应 NiNPs 的(111)，(200)，(220)晶面的特征衍射峰；

2θ=44.4°和 51.8°处分别对应 CoNPs 的(111)，(200)晶面的特征衍射峰；2θ=37.8°，44.6°、
64.8°和 77.1°处分别对应 AgNPs 的(111)，(200)，(220)，(311)晶面的特征衍射峰。C1-C9
与 C18 显示相同的 C18 的衍射峰。CPCM 中 C18 的高含量和骨架中充满的 C18 可能是

造成 C18 衍射峰消失和弱化的原因。结果表明，简单物理混合对 C18/M-NPs@CNTs/NF
复合材料的晶体结构没有影响。

2.4 C18/M-NPs@CNTs/NF 复合相变材料的稳定性

为考虑C18/M-NPs@CNTs/NF复合相变材料的热稳定性，对样品进行了泄露性测试。



首先，将制备好的样品放置在铺好称量纸的玻璃皿中，先称量并记录 CPCM 的质量。然

后将 CPCM 放入 60℃的烘箱中，每隔 30 分钟记录一次样品中 C18 的泄露情况，一共测

试 600 分钟。用放入烘箱之后的 CPCM 的质量减去放入烘箱之前的 CPCM 的质量来表

征样品中 C18 的泄露质量。测试结果如图 4a 所示。

图 4 (a) C18/110PPI NF 和加入 10wt%AgNPs@CNTs 前后泄漏性测试; (b) 在不同温度下 C7-C9 复

合材料的泄露性测试。

Fig. 4 (a) C18/110PPI NF and leakage test before and after addition of 10wt% AgNPs@CNTs. (b)

Leakage testing of C7-C9 composites at different temperatures.

CPCM 的形状稳定性在实际应用过程中非常重要，因为它可以有效地防止相变材料

从固相转变为液相时的泄露。通过直接观察熔体相变过程中相变材料的形状演变，对

C7-C9 的形状稳定性进行了比较研究。图 4b 显示了在烘箱中加热时被测样品中 C18 的

泄露变化过程。实验结果表明，多次循环之后，C18 的泄漏量比较大。加入 AgNPs@CNTs
之前，19 次循环（600 分钟）后，C18 的泄漏量约为 21.00%，而加入 AgNPs@CNTs 之
后 C18 的泄漏量约为 17.2%，在误差范围内可以认为，AgNPs@CNTs 的加入降低了 C18
的泄漏量，约降低 3.8%。以 NF 为载体降低了 C18 的泄漏率，M-NPs@CNTs 填充进 NF
丰富的孔隙结构，对 C18 熔化泄露造成一定的阻力，降低 C18 的泄露率。

从图 4b 清楚地观察到，随着加热时间的延长，纯的 C18 逐渐融化，熔融的 C18 在

60℃下完全熔化成液体流向四周。而在整个加热过程中，C18/M-NPs@CNTs/NF 复合材

料均表现出良好的形状稳定性。在 C18/10wt%AgNPs@CNTs/NF 两个复合材料样品的底

部仅观察到很少的熔融 C18，这是由于 C18 吸附在样品表面造成的。值得注意的是，C9
复合材料（右）显示的熔融 C18 泄漏量少于 C7（中央）的泄漏，表明其对熔融 C18 的

固定效果更好。结果证明，C18/M-NPs@CNTs/NF 复合材料 C18 在进行固-液相转变时可

以保持良好的形状稳定性。

2.5 C18/M-NPs@CNTs/NF 复合相变材料的相变储热性

通过 DSC 测量样品的相变温度和相变潜热值，如图 6a-c 所示。相较于纯的 C18，
C1-C9 的熔点均有所降低。第一次相变过程发生在 36.6℃，这对应于加热过程中固体 C18
的固-液相变过程。表 4 可以看出，与 C18 相比 C9 复合相变材料的熔融峰温度略微降低，

由 38.17℃下降到 35.84℃，这是因为引入具有高导热系数的 M-NPs@CNTs 后，CPCM
具有更为敏感的热响应特性。M-NPs@CNTs 颗粒作为导热增强材料，不发生任何相变行



为。因此，随着 M-NPs@CNTs 质量分数的增大，样品的相变潜热值不断降低，C9 的潜

热值从 223.2 J/g 降低到 160.5 J/g，下降了 28%。产生这个现象的原因是 C18 在样品的热

能存储方面起着主要作用，并非掺杂 M-NPs@CNTs 的量越多就能提升整个体系的潜热

能力，反而过量的 M-NPs@CNTs 对样品的潜热能力有一定的反作用。综上所述，当

M-NPs@CNTs 含量添加为 1wt%时，C18/M-NPs@CNTs/NF 定型复合相变材料的潜热值

最大，为 182.5J/g。掺杂的导热填料为 AgNPs@CNTs 时，CPCM 的相变潜热值均大于导

热填料为 NiNPs@CNTs、CoNPs@CNTs 的 CPCM。

图 6 (a)在熔化期、凝固期 C18 和样品的 DSC 曲线图：(a) C1-C3 (b) C4-C6 (c) C7-C9 (d)C9 在 50

次热循环处理之前和之后的 DSC 曲线。

Fig. 6 (a) DSC profiles of C18 and samples during the melting and solidification phases: (a) C1-C3 (b)

C4-C6 (c) C7-C9 (d) C9 before and after 50 thermal cycle treatments.

表 4 C18 和 C1-C9 的 DSC 数据

Table 4 DSC data for C18 and C1-C9

Samples C18 C1 C2 C3 C4 C5 C6 C7 C8 C9

T (℃)a 31.34 31.17 29.67 30.84 31.17 30.00 30.84 30.50 30.17 31.17

T (℃)b 38.17 34.84 32.50 35.50 36.67 32.84 35.50 34.67 35.34 35.84

T (℃)e 40.84 36.34 33.50 37.50 39.00 34.34 38.17 36.50 37.00 37.34

HMelting 223.2 155.59 149.7 146.6 160.7 158.4 140.1 182.5 172.8 160.5

注：a:开始熔化的温度；b:熔化的峰值温度；e:结束熔化的温度。

2.6 C18/M-NPs@CNTs/NF 复合相变材料的循环稳定性



为了证明 CPCM 的循环稳定性，通过 DSC 测量了固液相转变循环试验。图 6d 是 50
次热循环处理前后，C9 的潜热性能。可以看出，50 热循环处理对于 C9 的相变潜热性能

没有较大的改变。C9 的熔融和结晶温度在狭窄范围内变化。相变温度的波动仅约 0.1℃，

相变潜热值的波动小于 1％，即几乎不变。温度和潜热的这些合理且可接受的变化表明，

经过大量的热循环后，制得的 CPCM 具有可靠的热稳定性。

2.7 C18/M-NPs@CNTs/NF 复合相变材料的导热性

图 7(a-d)显示了 C18、C1-C9 的热导率，分别为 0.35、1.83、2.35、2.71、1.88、2.49、
2.76、2.01、2.56、2.80 W/(m·K)。测试结果显示，C9 的热导率比纯 C18 高 699％。C1-C9
CPCM 的热导率随 M-NPs@CNTs 的增加而线性增加，说明 M-NPs@CNTs 的添加明显提

升了复合材料的导热性，意味着 M-NPs@CNTs 是可用于改善 CPCM 导热系数的优异的

导热填料。

图 7 C18、C1-C9 的热导率

Fig. 7 Thermal conductivity of C18, C1-C9

图 7a 显示了不同 NiNPs@CNTs 掺杂量对 C18/NiNPs@CNTs/NF 复合相变材料导热

系数的影响。掺入 NiNPs@CNTs 后，C18/NiNPs@CNTs/NF 相变材料的导热系数呈现出

显著的增大趋势；当 NiNPs@CNTs 掺杂量为 10wt%时（wt，质量分数，下同），CPCM
的 导 热 系 数 增 大 至 2.71W/mK ， 增 幅 达 到 674% 。 CoNPs@CNTs 掺 杂 量 对

C18/CoNPs@CNTs/NF 复合相变材料导热系数的影响如图 7b 所示。掺入 CoNPs@CNTs
后，C18/CoNPs@CNTs/NF 相变材料的导热系数同样呈现出显著的增大趋势；当

CoNPs@CNTs掺杂量为 10wt%时，CPCM的导热系数增大至 2.76W/mK，增幅达到 688%。

最后，测试了 AgNPs@CNTs 掺杂量对 C18/AgNPs@CNTs/NF 复合相变材料导热系数的

影响，如图 7c 所示。由图可以看出掺入 AgNPs@CNTs 后，C18/AgNPs@CNTs/NF 相变

材料的导热系数也呈现出显著的增大趋势；当 AgNPs@CNTs 掺杂量为 10wt%时，CPCM
的导热系数增大至 2.80W/mK，增幅达到 699%。结果表明具有高导热系数的

M-NPs@CNTs 能够显著增强 C18/M-NPs@CNTs/NF 复合相变材料的导热性能，使其具



有更为敏感的热响应特性，从而加快对热能的储存或释放。掺杂的导热填料为

AgNPs@CNTs 时，CPCM 的导热效果最佳，样品的导热系数均大于掺杂的导热填料为

NiNPs@CNTs、CoNPs@CNTs 的 CPCM。原因可能是因为 AgNPs 的导热率均大于其他

两种 M-NPs@CNTs，所以添加后复合材料的导热率也较大。

值得注意的是，CPCM 导热性能的改善幅度并未达到预期，且当 M-NPs@CNTs 掺

杂量由 5wt%增至 10wt%时，导热系数的增幅已经明显放缓。究其原因，一方面是因为

M-NPs@CNTs 的比表面积非常大，虽然经过超声分散处理，但随着其掺杂量的增多，不

可避免地会出现 CNTs 团聚现象，从而对复合相变材料导热率提高变缓；另一方面是团

聚后的 M-NPs@CNTs 会堆叠在一起，使其表面结构变得较为粗糙，这会在一定程度上

增加材料体系的界面热阻，因而阻碍混合体系的内部换热。

3 结论

通过真空浸渍和熔融共混工艺法以 NF 为支撑材料，C18 为相变材料，M-NPs@CNTs
为导热添加剂，成功制备了 C18/M-NPs@CNTs/NF 定型复合相变材料。M-NPs@CNTs
作为提高导热性能的添加剂，在 NF 的协同作用下，C18/10wt%AgNPs@CNTs/NF 复合

材料的导热系数增加到 2.80W/(m·K)，比纯 C18 高 699％，同时掺杂 10wt% AgNPs@CNTs
的复合材料相变潜热值达到 160.5J/g，具有较高的相变潜热值，同时 M-NPs@CNTs 也增

强了复合材料的热稳定性。
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摘要：液膜沸腾可以实现临界热流密度（CHF）和换热系数（HTC）的同步提高，在器件热管理领域备

受关注。然而，液膜沸腾耦合了结构内部的核态沸腾和顶部的液膜蒸发，复杂的传热机理导致结构对其

传热特性的影响尚不清晰。本文采用精确控制结构参数的微铜网结构，实验探究了不同结构参数下液

膜沸腾的传热特性，并开发了液膜沸腾传热的理论模型。结果表明，增加微铜网的层数和压缩系数，优

化微铜网的铜丝间距均能强化液膜沸腾的 CHF 和 HTC。

关键词：液膜沸腾，微铜网，传热特性，临界热流密度，换热系数

0 前言

随着电子器件朝着尺寸更小、功率更高的方向发展，高热流密度热管理成为电子器

件稳定可靠工作面临的重大挑战[1-3]。与传统的单相对流换热相比，相变换热方式如毛细

蒸发和池沸腾因其较高的散热性能被广泛用于电子器件热管理中[4-7]。然而，毛细蒸发和

池沸腾难以实现临界热流密度（CHF）和换热系数（HTC）的同步优化[8-10]，因此其换热

性能难以进一步提高，很难满足空间紧凑的电子器件的换热需求。近年来，Wen 和 Yang
等[11-13]提出了利用微铜网毛细芯促进液膜沸腾的新思路，将微汽泡引入到毛细蒸发的液

膜之中，综合了毛细蒸发与池沸腾的优势，实现了 CHF 和 HTC 的同步提高。液膜沸腾

凭借其优异的换热性能成为最有前景的电子器件冷却方式之一。

提高液膜输运性能和加速汽泡脱离以防止表面干涸是强化液膜沸腾传热的两个关

键方向[11-14]，主要通过表面的毛细结构进行调控[13-17]。然而，微孔铜网表面的多个结构

参数（如厚度、孔隙率和微孔尺寸）通常是耦合变化的，这也导致了单一变量对液膜沸

腾的影响并不明确，给微孔铜网表面的进一步优化带来了困难。如烧结层数较多的微铜

网可以提升毛细结构厚度和液膜输运能力，从而增强 CHF [11]；然而，实验结构表征显

示，随着铜网层数的增加，孔隙率也减小了，这是由于多层铜网热扩散键合过程中，很

难精准控制铜网与基底以及铜网层之间的压缩程度。此外，当前缺乏一个基于毛细结构

参数预测液膜沸腾 CHF 和 HTC 的传热模型。目前已提出了一些基于实验数据拟合的

CHF 关联式[18, 19]，说明了 CHF 和毛细抽吸能力的关系。然而，这些关联式的经验系数

是针对特定的硅微柱阵列[18]或者铜反蛋白石结构[19]开发的，可能不适用于微孔铜网表面。

此外，HTC 是一个与汽泡动力学（成核密度、脱离速率等）相关的复杂函数[11-13, 20]，而

后者又是由表面结构、热流密度和表面温度等同时调控的。毛细结构内部汽泡动态特性

与毛细结构顶部液膜动态变化耦合作用，引起的渗透率改变和汽液界面面积的变化都难
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以量化，使得液膜沸腾的传热建模变得困难[21]。现有的 HTC 模型将沸腾简化为微孔内

部液膜厚度不变的液膜均匀蒸发，采用了多个等效液膜厚度与微孔半径比的经验参数，

模型的适用性较差。

本研究采用精确控制结构参数的烧结微铜网毛细芯，实验探究了微铜网结构参数

（厚度、孔隙率、压缩系数）对液膜沸腾传热特性的作用规律。为进一步量化结构参数

的影响，我们对内部沸腾进行了微液层蒸发分析，定义了一个统一的微液层蒸发因子描

述微液层蒸发换热，并建立了能够预测液膜沸腾 HTC 和 CHF 的模型。为确保模型预测

的准确性，进行了毛细抽吸实验，对模型中使用的微铜网毛细芯的渗透率数值进行了测

定。微铜网表面结构参数影响液膜沸腾的传热特性较好地被模型预测。

1 表面制备与实验装置

1.1 样品制备与表征

实验中使用紫铜网和紫铜板作为烧结微铜网毛细结构的原材料。如图 1a 所示，在

烧结之前，将铜网和铜板（基板）在丙酮、异丙醇、5wt. %稀硫酸溶液、去离子水中清

洗各五分钟。清洗后放入高温真空烧结炉中烧结。如图 1 表所示，烧结微铜网毛细结构

可以用四个结构参数来描述：铜丝直径 dw、微孔间距 sw、厚度 δw和压缩系数 cf。其中压

缩系数(cf = δw/(2ndw))表示的是总厚度和未烧结铜网重叠厚度之间的比值，n 是铜网的层

数。压缩系数越小，表示压缩程度越大。为精确控制结构参数，实验选取了相同铜丝直

径的铜网。在烧结时，通过保证相同压缩压力（相同压缩系数）情况下，改变层数以改

变厚度；通过改变压缩压力，将不同层数的微铜网毛细结构压缩至相同厚度以改变压缩

系数；通过选用不同目数的铜网以改变微孔间距。表 1 总结了实验中微铜网毛细结构的

相关结构参数。

图 1（a）微铜网毛细芯的制备流程示意图；（b）微铜网毛细芯的扫描电镜(SEM)图。

1.2 薄液膜沸腾实验系统

如图 2a 和 b 所示，液膜沸腾实验台由蒸发/沸腾腔室、冷凝器、真空泵、纯铜加热

块、可视化系统和数据采集系统组成。腔室内部水温由两个加热棒通过直流电源进行调

节，为液膜沸腾提供饱和蒸汽环境。测试样品使用焊锡垂直焊接在加热块前端截面积为

10×10mm2的铜方柱上。整个铜块用聚醚醚酮（PEEK，k = 0.25Wm-1K-1）和玻璃纤维棉

（k = 0.1Wm-1K-1）进行保温。如图 2c 所示，方柱上平行钻三个间距为 10mm 的孔，孔

的直径均为 1mm，内部插入 K 型热电偶（Omega），以测量温度分布。在实验过程中，

每个工况保持 20 分钟以上直到达到稳态（所有测量温度在 3 分钟内变化小于 0.2K）。



图 2 液膜沸腾实验装置。(a)实验系统示意图；(b)实验装置侧视图；(c)加热块温度测点分布示意图。

表 1 微铜网毛细结构样品的结构参数

样品
no.

铜丝直径
dw (μm)

铜丝间距
sw (μm)

压缩系数
cf

层数
n

厚度
δw (μm)

孔隙率
εw

1 50 205 0.65 4 260 75.9%
2 50 160 0.66 4 264 70.8%
3 47 77 0.70 4 268 57.4%
4 50 205 0.63 5 313 74.9%
5 50 205 0.63 6 377 75.0%
6 50 205 0.44 6 261 63.9%
7 50 205 0.56 5 278 71.3%

2 液膜沸腾传热模型

在本节中，我们首先通过 Brinkman 方程推导了液膜沸腾过程中的液膜抽吸速度方

程，并将液膜内部渗透率与液相饱和度联系起来。然后，通过分析顶部液膜界面曲率变

化，确定了 CHF 发生的判据，并据此得到了 CHF 的表达式。紧接着，我们数学推导了

液膜沸腾中液膜内部传热的热阻，引入了一个统一的微液层蒸发因子，用于描述毛细结

构微孔内部的微液层蒸发换热，建立了能够预测液膜沸腾 HTC 的模型。

2.1 临界热流密度建模

毛细结构表面上的 CHF 依赖于毛细结构的液体抽吸能力。如图 3a 所示，在液膜沸

腾中，液体抽吸速度 ul (x)可以由 Brinkman 方程[22]表述：
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其中 Kw, μl, g, sl, Krl分别表示毛细结构渗透率、液体动力粘度、重力加速度、液相饱和度

和液相相对渗透率。公式（1）的边界条件为底面无滑移(ul|z=0=0)和液膜顶部无剪切应力

(∂ul/∂z|z=δl=0)。采用这两个边界条件并积分公式（1）[5]，可以得到压力梯度关于平均抽吸

速度的方程：
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其中 λ=ඥslεw/(KrlKw)。通过蒸汽输运方程[21]分析可以获得 sl 和 Krl 的值。由于在加热过

程中三相接触线的后退，液膜厚度 δl相应降低。这一液膜厚度 δl可以与液膜顶部的曲率

κ 建立联系[23]。界面曲率 κ 可以通过对顶部界面的受力平衡分析和 Laplace 定律与局部

压力 Pl建立联系[5]：Psat – Pl = 2σκ。通过对微元进行质量守恒分析（图 3b），可得液体抽

吸速度与液膜厚度之间的关系：ulδl = qt(L- x)/ρlhfg，其中 hfg 是蒸发的潜热。利用这个表

达式，方程（2）可以重写为：
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方程（3）是关于液膜压力 Pl 的常微分方程。对于特定的毛细结构，存在一个可以达到

的最大毛细力 Pc, max。当液膜内部的压降达到最大毛细力时，即达到 CHF[5]，即
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CHF

0

,max .

d
1 tanh /

l fg w

L
l

rl l

l

l l

cP g
q

L

Lh K

x
x

K





 








 
 

  
 


(4)

图 3 液膜沸腾的 CHF 建模。（a）由于液体压力沿 x 方向逐渐减小，液体沿 x 轴方向流动；（b）毛细结

构微元用于分析内部质量传递

2.2 换热系数建模

如图 4a 所示，通过在分析毛细结构微元体积内的稳态传热方程(dq+dqb = 0)，可以

确定毛细结构内部的温度分布 Tw(z)：
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其中 keff 是毛细结构的有效热导率，ḣb 表示核态沸腾的有效体积换热系数。由于微液层

蒸发在核态沸腾中起主导作用[24]。在这项工作中，核态沸腾的有效体积换热系数 ḣb 从

微层蒸发的角度，使用等效的孔径为 reff 的环形微孔[21]进行分析（图 4b）。在微孔内部，

热量主要通过微液层的导热热阻 Rl 从壁传递到汽液界面，然后通过界面热阻 Ri 蒸发到



饱和蒸汽中。这里，我们假设微液层的液膜是等厚的（厚度为 δml）对导热热阻 Rl和界面

热阻 Ri进行估算：
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其中 tml = Aml / [2π(reff - δml)]是微液层的长度，Aml和 δml分别是微液层表面积和微液层厚

度。kl是液体的热导率，hi是汽液界面换热系数，可以通过 Schrage 方程[25]计算得出，其

中界面常数 σa 取 0.04[23]。因为微液层厚度 δml 与薄膜蒸发理论中的薄膜厚度是类似的，

在这里，我们取 δtf来估算 δml，即 δml= δtf/2 = 0.15rc/2[26]。其中 rc是毛细结构的固体骨架

的特征半径[26]。紧接着，我们可以热阻网络计算微孔内部的散热量：Δqb = (Tw - Tv)/(Rl +
Rint,b)。另外，我们假设有效体积换热系数是均匀的，那么对环形微孔中沸腾散发的热量

可以表示为 Δqb = ḣbVup(Tw - Tv)，其中 Vup = Vpore/εw 是单元体积, Vpore = πreff
2tp 是微孔体

积, tp = Atotal / (2πreff)是微孔的长度, Atotal 是微孔的总表面积。结合以上公式可得：
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其中在这项工作中，Aml/Atotal描述了微液层蒸发的面积与总微孔表面积的比值。这一比值

在核态沸腾的研究中已经被证明了与总热量之间存在近似线性关系[24]：即 Aml/Atotal ~ qt。

因为池沸腾和液膜沸腾中汽泡的运动都经过成核、生长、合并和脱离，汽泡运动行为类

似，我们同样采用线性公式 Aml/Atotal = ηqt来描述液膜沸腾中微液层蒸发面积比和总热流

之间的关系。通过与部分实验数值的拟合，我们将 η 的确定为 η = 2.15×10-7m2/W。

公式(5)的边界条件为：在 z = 0 处的热流等于总热流 qt；在 z =δl 处的热流等于蒸发

热流 qe = qt - qb。其中 qe可以通过 qe = (Tw|z=δl - Tsat)/Re来确定，其中 Re是毛细结构顶部

薄液膜区的蒸发热阻[5, 23, 26]。结合这两个边界条件，积分公式(5)，可以获得表面的过热

度 ΔTw|z=0。紧接着，液膜沸腾的换热系数 h = qt/ΔTw|z=0可以得出：
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其中，无量纲因子 R*定义为 R*=keffRe/δb。δb =ටkeff/ḣb。



图 4 液膜沸腾的 HTC 建模。（a）用于分析传热的毛细结构微元；（b）孔隙尺度的核态沸腾分析

3 结果与讨论

3.1 微铜网毛细芯结构参数对液膜抽吸的影响

为确保模型预测的准确性，模型中使用的渗透率的值使用毛细抽吸实验进行测定。

如图 5a 所示，当表面浸入水中时，使用高速摄像机记录了液体抽吸高度及其对应的时间

（图 5b）。每个样品的渗透率和毛细力通过将曲线与抽吸模型[27, 28]进行拟合得到，抽吸

模型[27, 28]公式为：

2 ln 1 ,a b
t h

b b a

h  
    

 
(10)

其中 a = PcK / μlεw and b = ρlgK / μlεw。

图 5 微铜网毛细芯的抽吸性能。（a）毛细抽吸实验示意图；（b）抽吸高度随时间的变化曲线；（c）铜网

层数，（d）铜丝间距和（e）压缩系数对铜网结构渗透率和抽吸毛细压力的影响。

如图 5b 和 c 所示，铜网的层数对抽吸能力的影响较小（对应样品 1、4 和 5）。由于

铜板基底摩擦力的影响[28]，随着层数的增加，铜网的厚度增加，渗透率增加，毛细力减



小。此外，为了研究铜丝间距对毛细力的影响（图 5d），采用了具有相似铜丝直径、压缩

系数和相同层数的三个样品（样品 1、2 和 3）。随着铜丝间距的增加，渗透率增加，原

因是流体流动阻力的减小。相反，由于有效孔径的减小，毛细压力与铜丝间距呈反比关

系。此外，分析了具有相似铜丝直径、厚度和微孔间距的三个样品（样品 1、6 和 7），
以研究压缩系数对抽吸能力的影响（图 5e）。增加压缩系数会扩展液体的抽吸通道的和

增大有效孔径。因此，压缩系数对抽吸能力的影响与微孔间距相一致。

3.2 铜网层数对传热性能的影响

为了研究铜网层数 n 对液膜沸腾 CHF 和 HTC 的影响，我们通过实验测量了三个样

品（样品 1、4 和 5），它们具有不同的厚度 δw（260、313 和 377μm）。为保证孔隙率的

基本一致（εw ≈ 0.75），三个样品具有相同的微孔间距 sw（=205μm）和相似的压缩系数 cf

（≈0.63）。如图 6a 所示，5 层，厚度为 377μm 的样品具有最高的 CHF（180.8W/cm2），

与 3 层（厚度为 260μm）的表面相比，CHF 提高了 16.6%。这种层数较大样品的 CHF 的

强化归因于更快的液体流速[5, 29]。此外，增加的铜网厚度增强了微液层蒸发的面积，从

而提高了 HTC（图 6b）。从图 6c 可以看出，我们的模型预测（公式（4）和（9））与实

验数据非常吻合。

图 6 微铜网层数的影响。(a) 热流密度 q''；(b) 换热系数 h；（c）模型预测。

3.3 铜网铜丝间距对传热性能的影响

图 7 展示了铜丝间距 sw 对液膜沸腾的影响，使用了三个样品（样品 1、2 和 3，见

表 1），它们具有相似的厚度（270μm）和相似的压缩因子。与铜丝间距为 77μm 的样品

相比，铜丝间距为 205μm 的样品的 CHF 从 82.1W/cm2提高到 155.1W/cm2。这种增强效

果源于较大的微孔间距减小了液/汽流阻力，从而强化了液体输送并加速了汽泡脱离。虽

然增加微孔间距也可以改善渗透率并降低黏性流动阻力，但由于有效孔径增加，毛细力

会减弱。如图 7c 的模型预测（公式（4））和实验所示，毛细力和黏性流阻之间的竞争机

制将会导致了一个最佳铜丝间距与铜丝直径比 sw/dw 的存在，使得 CHF 最大化。此外，

随着微孔间距 sw的减小，微液层蒸发区域和沸腾换热系数增加。然而，由于毛细结构的

孔隙率减少，内部沸腾的孔隙减少。模型预测（公式（9））和实验都显示，沸腾换热系

数的增强与沸腾孔隙的减少导致了存在一个最佳铜丝间距与铜丝直径比 sw/dw 以最大化

换热系数（图 7c）。



图 8 微铜网微丝间距的影响。(a) 热流密度 q''；(b) 换热系数 h；（c）模型预测。

3.4 铜网压缩系数对传热性能的影响

为了研究压缩系数 cf 对液膜沸腾的影响，我们对三个样品（样品 1、6 和 7，见表

1）进行了表征，它们具有相似的厚度 δw（270μm）和微孔间距 sw（205μm），但具有不

同的压缩因子 cf。如图 8a 所示，随着压缩因子 cf的增加，CHF 增加。这种改善归因于液

体流动通道的扩展，降低了液体流动阻力并增强了加热表面的再润湿。如图 8c 所示，增

加压缩系数会提高毛细结构的孔隙率和渗透率，从而增强 CHF（公式（4））。此外，图 8c
显示，最大换热系数的模型预测（公式（9））随着压缩系数 cf 的增加而增加，这是由于

孔隙率的增加使得内部沸腾的孔隙变多。实验数据与模型预测在小压缩系数处的误差增

大，这是因为模型未考虑由于压缩系数的减小而导致的有效微孔孔径的减小[30]。

图 8 微铜网压缩系数的影响。(a) 热流密度 q''；(b) 换热系数 h；（c）模型预测。

4 结论

本研究通过实验测量了多种烧结微铜网的结构参数（层数、微孔间距和压缩系数）

对液膜沸腾传热特性的影响。同时，我们对多孔结构内部的微液层蒸发进行了建模，开

发了一个传热模型，用以预测微孔铜网结构表面液膜沸腾的 CHF 和 HTC。在所研究的

铜网毛细结构中，我们发现增大微铜网结构的层数（厚度）和压缩系数可以强化液膜沸

腾的 CHF 和 HTC，并且存在两个最佳的铜丝间距与铜丝直径比，分别使得 CHF 和 HTC
达到最高值。此外，所开发的传热模型很好地预测了微铜网表面液膜沸腾的HTC和CHF。
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摘要 相变玻璃围护结构在提高室内舒适性和降低能耗方面具有重要的作用。本文旨在研究含多元纳

米颗粒相变玻璃围护结构中纳米流体流动传热行为光热传输特性。通过制备含杂化多元纳米颗粒相

变材料（NEPCMs），搭建实验平台并数值分析 NEPCMs 分别内置在水平（屋顶）和垂直（窗）玻璃

腔横、纵玻璃腔中的温度分布光热转换效率和温度分布流动特性。结果表明，NEPCMs 的体积变化

和流体迁移显著影响其光热转换性能和传热效率，相变材料在横向屋顶水平腔内的熔化速率为

0.52℃/min，其光热性能优于垂直腔纵向窗户。相同条件下，水平腔的熔化速率为 0.52℃/min，垂直

腔（0.27℃/min）为 0.27℃/min。垂直腔的内部温度趋于非均匀性加热停止后，最大顶部和侧面辐照

边界存在温差，温差分别为 2.83℃和 3.59℃。

关键词 相变材料；玻璃围护结构；纳米颗粒；光热转换效率

0 引言

依赖和消耗化石能源导致能源问题凸显，阻碍了“双碳”目标实现进程，开发可再生

能源和降低能耗被证实是低碳发展的必经之路。建筑业全过程能耗占全国能源消费总量比

重为 45.5%[1]，是三大能耗部门之一。因此，开发绿色建筑节能技术，降低建筑能耗是建筑

行业发展的必然趋势[2]。

相变材料（PCM）可以通过相变潜热实现对能量储存和利用[3]，玻璃围护结构是建筑

围护结构中的薄弱环节[4]，在玻璃围护结构中添加相变材料可以降低夏季制冷能耗和冬季

采暖能耗，是一种有效的节能手段。与常规玻璃围护结构相比，相变玻璃围护结构液相透

射率可满足室内的采光需求，此外，玻璃围护结构内置 PCM 层显著降低了室内温度波动、

调节了玻璃围护结构内表面温度和减少了由玻璃围护结构引入的建筑能耗[5]。将 PCM 墙和

二氧化硅气凝胶玻璃与农村住宅建筑的阳光间结合可以减少严寒地区室内温度波动，含

PCM-二氧化硅的围护结构供暖能耗可降低 14%，建筑室内日平均特征温度升高 0.5°C[6]。

张成俊等人[7]对含二氧化硅气凝胶和相变材料三层玻璃窗对严寒地区建筑能耗的影响进行

了研究，分析了其受不同影响因素下的动态热调节性能。结果表明，二氧化硅气凝胶厚度

增加，总传热量降低和液相率增加，随着二氧化硅气凝胶导热系数增加，总传热量升高和

液相率降低，二氧化硅作为保温层比相变材料作为保温层有更好的保温隔热作用。Boltey
等人[8]在双层玻璃窗中添加 PCM 后发现，峰值温度时滞比普通双层玻璃窗高 5 h 左右，可

有效改善其性能。由此可见，在玻璃围护结构中应用相变材料能够提高其热工性能，降低
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室内温度波动，提高室内舒适性，降低能耗，但要用于实际工程中其性能仍然存在一些缺

陷，因此众多学者对优化 PCM 性能进行了研究。

PCM 导热系数低，能量在蓄存和提取需要的时间长，相变过程缓慢限制了其在实际工

程中的应用。其中一种改进的方法就是在相变材料中添加纳米颗粒[9]，在保障玻璃围护结

构采光的条件下提高 PCM 蓄释能速率[10]，相较于纯 PCM 有更好的光热传输性能[11]。例如，

Elarem等人[12]研究表明，Al 和 Cu 纳米颗粒的分散可以降低 PCM 的熔融温度，提高凝固温

度。Samiyammal研究[13]表明，纳米MgO颗粒在纳米改性石蜡（NMP-PCM）中的均匀分布

大大提高了技术级石蜡基相变物质(P-PCM)的导热能力和热稳定性，在 P-PCM 中掺入 1.0
vt %的纳米 MgO 使导热系数提高了 55.5%。Rufuss[14]利用二氧化钛，CuO 和 GO 纳米颗粒

用于增强 PCM 性能，Ramakrishnan[15] 制备了石蜡/EP/xGnP 复合 PCMs，Bahiraei [16] 在石蜡

中添加了碳基纳米结构，他们的研究均表明，纳米颗粒的存在可将提高 PCM的热导率。通

过添加纳米颗粒可以增强相变材料热导率，使其具有更高的储热放热速度，而杂化纳米颗

粒相较单一纳米颗粒，能够显著提高复合相变储能材料的导热能力，并能够作为晶核加速

材料的结晶行为[17]，可以强化全光谱波段的太阳辐射吸收[18]，具有更好的光热传输性能。

Sheikholeslami 等人[19]研究了考虑辐射源项的 CuO 纳米颗粒对 PCM 凝固过程传热行为的影

响，对纳米流体在凝固过程中的水热处理进行了数值模拟。结果表明，纳米流体的传导传

热随着鳍片大小、形状因子和辐射参数的增大而增强，从而加速其凝固和放热过程。

由于纳米颗粒在流体中存在粒子迁移特性，因此在限制容积的腔体内 NEPCMs 相变过

程的热行为具有显著差异。PCM 核心发生从固体到液体的相变，并在热区以潜热的形式吸

收周围的部分热量，并通过凝固释放冷区吸收的热量[20]。当相变材料在温度或压力变化时，

它的热行为和流动特性都会发生变化，纳米颗粒的效果会受到容器结构、几何形状和方向

的影响，这导致其在横向玻璃屋顶和纵向玻璃窗之间有着不同的表征[21]。从 NEPCMs 填充

建筑透明围护结构角度来看，NEPCMs 在玻璃屋顶中的流动和热行为与在纵向窗户中的流

动和热行为有显著的不同，两种典型的玻璃单元形式可以整合为光学边界和腔纵横比(CAR)
的联合效应，它们显著影响 NEPCMs 的流线[22]。对于给定的纵横比，加热面的倾斜度对相

变材料的熔化速率、温度均匀性、温度响应等影响可以忽略不计。但是，对于不同的纵横

比，纵横比较小（CAR = 0.1）的情况优于纵横比较大（CAR = 8.0）的情况：温度均匀性和

温度响应高出 4.96 和 15.85 倍[18]。Shiwei Xie 和 Weixiong Wu[23]以二维方腔 PCM 为研究对

象，对比研究了不同方腔长宽比条件下左壁/底壁 PCM 的熔化过程。结果表明：在左壁和

底壁加热条件下，完全熔化时间随 CAR 的增加而增加；左壁加热过程后期高 CAR 腔体的

熔化模式将变得与低 CAR 情况相似。底壁随着 CAR 的增加，涡旋结构的不规则性变得更

加明显。Korti 与 Guellil[24]研究了倾角对方形腔中包含的 PCM 熔化过程中热行为的影响。

结果表明：倾角对自然对流行为影响较大，影响融化速度和传热速率，倾角为 90° 情况下

自然对流更强烈，平均努塞尔数分别比倾斜 45°和垂直情况增加约 10%和 21%。Sadeghi 等
人[25]研究了 NEPCMs 在倾斜 L 形空腔中的自然对流和熵产。模拟了 NEPCM 在一组定义的

边界条件下的行为。结果表明，Stefan数、微旋转参数和非量纲聚变温度对 NEPCM的传热

具有负向影响，降低了 Nu 平均分别高达 25%、42% 和 15%。相反，纳米粒子浓度提高了

Nu 平均高达 36%。

综上所述，在相变玻璃中添加杂化纳米颗粒可以提高相变材料的传导传热效果，改善

相变过程及储热能力，但由于材料的性质及传热机制的影响，其效果也会受到容器结构、

几何形状和方向的影响。因此本文基于 NEPCMs 在建筑围护结构中的应用，展开了在水平

（屋顶）和垂直（窗）玻璃腔中流体迁移对 NEPCMs 光热转换效率和内部温度分布影响的

实验及数值模拟研究。



1 研究方法

1.1 实验研究

1.1.1 实验材料及设备

首先，采用两步法分别制备了纳米 Al2O3和纳米 ATO 石蜡纳米流体（NEPCM）石蜡基

单质 NEPCMs。取适量的单质 NEPCMs，并按比容比 8:2[26]进行均匀混合制备含多元纳米

颗粒石蜡纳米流体（NEPCMs）[26]。然后将 NEPCMs 置于机械搅拌器中，以 600 rpm 的速

度进行搅拌，持续 30 min。接着，将混合物放置在 25℃恒温条件下进行超声振荡，振荡时

间为 120 min。在振荡过程中，每隔 30 min 监测一次温度变化。完成振荡后，制备出样品

并进行 3 次检测，以确保测量结果的准确性。

这一过程的目的是确保 NEPCMs 充分混合并达到稳定状态，以便后续实验可以准确测

量 NEPCMs 的光热性能。通过机械搅拌和超声振荡的组合作用，可以确保 NEPCMs 中的杂

质均匀分散，并使其达到更稳定的状态，从而提高实验的可靠性。

表 1 实验用材料及设备

Table 1 The properties of paraffin and , Nnanoparticles and equipmenmts

名称 厂家 纯度 晶体结构

石蜡(PW18#) 上海焦耳蜡业有限公司(中国) 以正构烷烃为主 -
氧化锌（ZnO） 上海超威纳米科技有限公司 球形，99.9%

二氧化钛（TiO2） 上海超威纳米科技有限公司 锐钛矿，99.9%
氧化铝(Al2O3) 上海超威纳米科技有限公司 球形，99.9% γ形

掺锑氧化锡(ATO) 上海超威纳米科技有限公司 球形，99.95% 近球形

设备名称 型号及精度

太阳模拟器 (TRM-PD, 300-2500 μm)
辐射强度计 (TBQ-4-5, 300-2500 μm)
数据采集仪 (Agilent 34902A)
热电偶 k 型

表 2 材料热物性参数

Table 2 Material property parameters

根据实验要求，我们搭建了光热转化系统，如图 1 所示。该系统由以下组成部分构成：

玻璃容器(L=0.25 m，, W=0.25 m，, H=0.07 m)、太阳模拟器(TRM-PD，300-2500 μm)、辐射

强度计(TBQ-4-5，300-2500 μm)、数据采集器（包括一个 k 型热电偶、一台 Agilent 34902A
数据采集仪和一台计算机）、绝缘材料、强反射材料以及 NEPCMs。

表 2 材料热物性参数

Table 2 Material property parameters

材料
熔点范围

[℃]
密度

[(kg/m3])
导热系数

[W/(m· K)]

比热（固

/液）

[J/kg· K]

潜热
[(kJ/kg])

吸收系

数

[m-1]
玻璃 - 2500 1.3 840 - 19
NEPCMs 16.89-19.05 880 0.21 4810/3110 184 50/20

为了减小人造光源对实验的影响，我们在玻璃容器外部包裹了绝缘材料和强反射材料。

太阳模拟器垂直照射玻璃容器。实验中设置了两种玻璃腔体，一种是垂直腔体，另一种是

水平腔体。
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表 2 实验用仪器

Table 2 The properties of instruments

名称 型号

太阳模拟器 (TRM-PD, 300-2500 μm)
辐射强度计 (TBQ-4-5, 300-2500 μm)
数据采集仪 (Agilent 34902A)
热电偶 k 型

为了减小太阳模拟器光源对实验的影响，我们在玻璃容器外部包裹了绝缘材料和强反

射材料。太阳模拟器垂直照射玻璃腔体。实验中设置了两种玻璃腔体，一种是垂直腔体，

另一种是水平腔体。系统设置了 5个 k型热电偶（T1-T5）。其中，T1和T2用于测量NEPCMs
内部温度变化。T1是测量含石蜡纳米颗粒开始熔化的液相测点，而 T2最初位于固液边界处。

T3、T4和 T5用于测量玻璃容器腔体的外部边界温度变化，其中 T3腔体位于后方，当纳米流

体完全熔化时，可以接收到直接辐射；而 T4和 T5位于侧面，可以随机接收到散射辐射。热

电偶每 10s 记录一次 NEPCMs 的温度，重复 3 次。

表 3 实验用仪器

Table 3 The properties of instruments

名称 型号

太阳模拟器 (TRM-PD, 300-2500 μm)
辐射强度计 (TBQ-4-5, 300-2500 μm)
数据采集仪 (Agilent 34902A)
热电偶 k 型

（a）垂直腔体 （b）水平腔体

图 1 光热转化实验装置
Fig.1 Photothermal conversion measurement system

通过本光热转化系统的搭建和实验步骤的设计，准确测量 NEPCMs 的内部温度变化，

以研究其光热性能。



（a）垂直腔体 （b）水平腔体

图 1 光热转化实验装置
Fig.1 Photothermal conversion measurement system

1.1.2 光热转换系统精度分析

本实验测量精度的干扰来自 K 型热电偶、安捷伦温度巡检仪、辐射自记仪、分光谱辐

射表等核心元件所带来的测量误差，实验系统误差相对不确定度可表示为：

'
0 1 2 3        (1)

式中，μ0 为热电偶测量精度，μ1 为安捷伦温度巡检仪测量精度，μ2 为辐射自记仪测量

精度，μ3为分光谱辐射表测量精度。

根据相关元件参数资料，得到实验系统误差相对不确定度为：

2 2 2 2(0.5%) (1%) (1%) (2%) 2.5%     ' (2)

1.2 模拟研究

1.2.1 物理模型

采用商业软件 FLUENT 对两种纵横比（CAR）极端伴随垂直辐射对方形腔内 NEPCMs
流动的影响进行模拟，该软件在纳米增强相变材料的数值计算中得到了广泛的应用。模拟

研究采用二维模型，纵向窗户左右两侧为玻璃，横向屋顶外壳均为玻璃，玻璃容器内部为

NEPCMs，物理模型如图 2 所示。基于有限体积法进行求解，选用隐式迭代方法进行计算，

动量、能量及 DO 模型方程的离散格式均采用二阶迎风。采用 SIMPLE 算法将动量方程和

连续性方程进行耦合，辐射传热采用 DO 模型。采用单侧接收辐射的方式模拟真实环境下

玻璃围护结构受热情况，接收壁面有 800w /m2 的恒定辐射，对面壁面为对流边界，其他壁

面保持绝热，环境温度为 20℃，为观察 NEPCMs 熔化后的流动特性，将初始温度设定为

293.15K。采用商业软件 FLUENT 对两种极端 CAR 伴随垂直辐射对方形腔内 NEPCMs 流动

的影响进行模拟，该软件在纳米增强相变材料的数值计算中得到了广泛的应用。模拟研究

采用二维模型，纵向窗户左右两侧为玻璃，横向屋顶外壳均为玻璃，玻璃容器内部为

NEPCMs，物理模型如图 2 所示。模型采用单侧接收辐射的方式模拟真实环境下玻璃围护

结构受热情况，接收壁面有 800w /m2 的恒定辐射，对面壁面为对流边界，其他壁面保持绝

热。
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为简化计算，对模型做如下假设：

1）流体为不可压缩流体；

2）由于 PCMs 中含有纳米颗粒，因此考虑重力的影响；

3）石蜡及杂化纳米颗粒均匀分布且各向同性；

4）环境、流体和壁面之间的传热考虑辐射、导热、对流。

1.2.2 数学模型

湍流热传输能量方程：

∂

μݐ
ሺܧߩሻ

∂

μݔ
ሾݑሺܧߩ ሻሿൌ

∂

μݔ
ሾሺ݇ 

ܿߤ௧
Pr௧

)
μܶ

μݔ
ሿ ்ܵ

式中 E 是总能，k 是导热系数(W/m·K)，ρ 是密度(kg/m3)，p 是压力(Pa)，cp恒压下的比热

(J/kg·K)，ߤ௧湍流粘度, Pr 是普朗特数，T 是温度(k)。

玻璃能量微分方程：

∂ ܶ

ݐ∂
=

݇

ߩ ܿ
(
∂ଶܶ

ଶݔ∂
+

∂ଶܶ

ଶݕ∂
) + ்ܵ

（3）

式中，τ为时间(s)；T 为温度(K)；ρg，kg 和 gc 分别为玻璃或石蜡的密度(kg/m3)，导热系

数(W/m·K)和比热(J/kg·K)，ST为辐射源（W/m3）。

石蜡层传热过程采用焓法能量方程进行分析如公式（4）所示

ߩ
ܪ∂

ݐ∂
= ݇(

∂ଶܶ

ଶݔ∂
+

∂ଶܶ

ଶݕ∂
) + ்ܵ

（4）

式中：H 为石蜡的比焓，J/kg；ߩ为石蜡的密度，kg/m3； ݇为石蜡的导热系数，单位为

(W/m·K)。

（a）纵向窗户物理模型；（b）横向屋顶物理模型

图 2 物理模型
Fig.2 Physical model

格式化表格

设置了格式: 字体颜色: 红色

带格式的: 缩进: 首行缩进: 0 字符

设置了格式: 下标

格式化表格

设置了格式: 字体: (中文) 宋体

设置了格式: 字体: (中文) 宋体

设置了格式: 字体: (中文) 宋体

带格式的: 两端对齐

设置了格式: 上标



ܪ = ℎୗ + ℎ (5)

ℎୗ = ℎୟ + න
்

்

ܿ

(6)

ℎ = Γߚ (7)

ߚ = {

0, ܶ ⩽ ୗܶ

ܶ− ୗܶ

ܶ − ୗܶ
, ୗܶ < ܶ < ܶ

1, ܶ ⩾ ܶ

(8)

式中 ℎୗ为显焓；ℎ为潜热焓； ℎୟ为参考焓; ୟܶ为参考温度；cp为比热容, (J/kg·K)； Γ为相变

潜热，kJ/kg； ୗܶ、 ܶ分别为相变材料的熔点和冷凝点； 为液相率,B=0ߚ 时相变单元内均为

固相，B =1 时相变单元内均为液相，0<B<1 时相变单元内为固液混合物，表示处在熔化过

程中。

辐射源项 ST计算如下：
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玻璃和石蜡的辐射传热方程如公式（6）
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(10)

式中，  ,I s s


为空间位置和方向的太阳辐射强度（W/m2）； 和 分别介质吸收系数（m-

1）和厚度（mm）。

外层玻璃外表面温度(K)和环境温度(K)，与外界环境辐射换热 qrad计算如下：

, , ,r r air r sky r groundq q q q   (11)

式中，qr,air、qr,sky 和 qr,ground 分别为玻璃向大气、天空和地面的辐射换热（W/m2）。

玻璃窗最外层边界条件如下：

 ,g rad out out a out

T
k q h T T

x


   


(12)

式中， hout、Tout 和 Ta,out 分别为外玻璃层表面对流换热系数（W/m2·K）、外层保温层外表面

温度和环境温度(K)；qrad 为外玻璃层外表面与外界环境辐射换热（W/m2）；hout、Tout 和

Ta,out 分别为外层玻璃外表面对流换热系数（W/m2·K）。

石蜡和内玻璃交界处边界条件：

g I

T T

g I g Ix x
 
 

  
  

(13)

' "
g It t ' "

g It t (14)

内层玻璃内表面边界条件为：

格式化表格

设置了格式: 下标

设置了格式: 上标

带格式的: 居中

格式化表格

域代码已更改

域代码已更改

域代码已更改



 ,in in a in

T
h T T

in





  


 ,in in a in

T
h T T

in





  


(15)

式中，hin、Tin 和 T a,in 分别为内层玻璃内表面对流换热系数(W/m2·K)、温度和室内温度(K)。

玻璃和石蜡层传热方程：

,g ,g

g g g g

g P

gT

g P

k t k t
S

x c x y c y

t

 

     
           




 
(1)

式中，τ 为时间(s)；tg 为温度(K)；ρg，kg 和 ,gpc 分别为玻璃或石蜡的密度(kg·m-3)，导热系

数(W·m-1·K-1)和比热(J·kg-1·K-1)，ST为辐射源（W·m-3）。

源项 ST传导传热方程：
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辐射传热方程：
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式中，  ,I s s


为空间位置和方向的太阳辐射强度（W·m-2）； 和 分别介质吸收系数

（m-1）和厚度（mm）。

外层玻璃外表面温度(K)和环境温度(K)，与外界环境辐射换热 qrad计算如下：

, , ,r r air r sky r groundq q q q   (4)

式中，qr,air、qr,sky 和 qr,ground 分别为玻璃向大气、天空和地面的辐射换热（W·m-2）。

玻璃窗最外层边界条件如下：

 ,g rad out out a out

T
k q h T T

x


   


(5)

式中， hout、Tout 和 Ta,out 分别为外玻璃层表面对流换热系数（W·m-2·K-1）、外层保温层外表

面温度和环境温度(K)；qrad 为外玻璃层外表面与外界环境辐射换热（W·m-2）；hout、Tout 和

Ta,out 分别为外层玻璃外表面对流换热系数（W·m-2·K-1）。

石蜡和内玻璃交界处边界条件：

g I

T T

g I g Ix x
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内层玻璃内表面边界条件为：
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式中，hin、Tin 和 T a,in 分别为内层玻璃内表面对流换热系数(W·m-2·K-1)、温度和室内温度

(K)。

2 结果与讨论

2.1 温度分布实验分析

2.1.1 横向玻璃屋顶

图 3 为实验所测顶部辐照组（TITE）T1和 T2及内部平均温度随时间的变化曲线。图 3
为 NEPCMs 在顶部辐照玻璃腔体和侧面辐照玻璃腔体内部的温度分布曲线。图 3 反映了两

玻璃腔体内部 NEPCMs 在实验过程中的温度变化特性。如图 3 所示，温度变化曲线可大致

分为两个区间：升温区间和降温区间。热电偶的记录最多涉及五态变化过程：熔化吸热过

程、固-液熔化过程、液体吸热过程、液-固凝固过程和凝固放热过程。

图 3 NEPCMs 在 TITE 内部的温度分布
Fig. 3 Temperature distribution of NEPCMsnepcms inside TITE

如图所示，0-2h 为升温区间，在熔化初期（0-0.5h），处于吸热状态，T1 缓慢升高，温

度波动不大，NEPCMs 处于固体吸热阶段；0.5-0.8h，T1迅速升高，水平腔顶部熔体形成量

增大，T2温度变化不明显，T1与 T2温差逐渐增大，NEPCMs 处于固-液熔化阶段；0.8-2h，
T2 迅速升高至与 T1相同后 T1 和 T2 均迅速升高，NEPCMs 处于液体吸热阶段。2-4h 为降温

区间，降温初期 T2 由于热源消失和对流换热，下降较快，T1降温速度相对较慢，随着流体

放热，NEPCMs 温度逐渐降低，T2与 T1温差最终趋于一致，NEPCMs 处于凝固放热阶段。

TITE 由于光热转换温度较大，相同的冷却时间不足以完全放热缺少液-固凝固过程。

图 4 给出了太阳辐射强度为 800 W/m2时，TITE 中 PCM 的瞬态温度分布。为表示在温

度测量中向室内的热量传递，绘制了 T3 的温度读数与 T1 和 T2 的平均值之间的差值图。T3

读数与纳米流体内部平均温度之差表示太阳辐射通过纳米流体的光热转换传递到室内的热

增益。由于温差的增加和波动较大，熔化过程初期以热传导为主，因此 T3 近似等于平均温

度，随后出现一个较大的谷，主要受熔化过程中自然对流的影响。对于 TITE来说，几乎所

有过程中 T3的温度都低于流体的平均温度，透射辐射在传热到 T3之前被 NEPCMs 吸收。

图 3 NEPCMs 在 TITE 和 SITE 内部的温度分布
Fig. 3 Temperature distribution of nepcms inside TITE and SITE
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(a) TITE 中 T3、T4、T5温度变化曲线 (b) TITE 中 T3与平均温度差值

图 4 TITE 的边界温度分布
Fig. 4 Boundary temperature distribution of TiteTITE

2.1.2 纵向玻璃窗

图 5 为实验所测侧面辐照组（SITE）T1和 T2及内部平均温度随时间的变化曲线。如图

3 所示，侧面辐照玻璃腔体内部的温度分布曲线与顶部辐照玻璃腔体有相似的变化。在 0-
0.5h，垂直玻璃腔 T1 相比水平玻璃腔温度上升更早，T2 变化曲线与水平玻璃腔相同；在

0.5-0.8h，T2 温度迅速上升后与 T1 同步上升，但温度高于 T2;0.8-2.0h，T1 与 T2 保持一定温

差温度均匀上升。在升温区间 T1温度均高于T2差。在降温区间，热源消失后，T1温度下降

至与 T2相同，然后同步下降，但最终 T2高于 T1。

图 5 NEPCMs 在 SITE 内部的温度分布
Fig. 5 Temperature distribution of nepcms inside SITE

图 65 给出了太阳辐射强度为 800 W/m2时， SITE 中 PCM 的瞬态温度分布。为表示在

温度测量中向室内的热量传递，绘制了 T3 的温度读数与 T1 和 T2 的平均值之间的差值图。

熔化过程初期 T3 近似等于平均温度，受熔化过程中自然对流的影响随后差值图曲线出现一

个谷。由于透射辐射在传热到 T3 之前被 NEPCMs 吸收，几乎所有过程中 T3 的温度都低于

流体的平均温度，SITE除了完全液态的过程外基本遵循这一规律。S-L型垂直腔中的 PCMs
在固相中具有固体空腔或液体核，因此其固体体积不等于液态体积[27]。对于垂直空腔，由

于其完全融化，上下有两层空气和流体，而空气的吸收能力比纳米流体小，此时 T3 的温度

高于平均液体温度。值得一提的是，不受辐射入射方向主导影响的 T4和 T5热电偶在相变过

程中温差较小。然而，未来研究中，天顶角对于量化包含相变材料的透明建筑围护结构的
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光热转换效率来说是一个不可忽视的因素。

对比水平腔和垂直腔温度分布曲线可知，横向屋顶模型和纵向窗户模型具有不同的温

度但有一致的变化趋势。流体流动导致两种透明腔顶部区域熔体形成量增大，当加热终止

时，腔内不同位置存在温差，顶部辐照边界和侧面辐照边界的温差分别为 2.83℃和 3.59℃。

结果表明，自由对流对传热效率有显著影响，两种透明腔的熔化速率具有相同的行为，且

随太阳辐射强度的变化相对较大[28]，相同升温条件下，水平腔的熔合速率较高，为 0.52℃
/min，而垂直腔的熔化速率为0.27℃/min。此外，光热转换在水平腔中获得的能量比在垂直

腔中获得的能量高。

综上所述，两种形式的透明围护结构都受到自由对流的影响，然而，横向屋顶模型水

平腔的光热转换效率更高，并且熔化速率更快。模拟与实验结果的一致性证明了模拟结果

的可靠性，有助于指导透明建筑围护结构中内置相变材料层的光热性能研究。

2.2 纳米颗粒流体迁移影响玻璃围护结构内部流动传热模拟分析

为了进一步说明这一现象，模拟研究了两种极端 CAR 伴随垂直辐射对方形腔内

NEPCMs 流动的影响。L 和 H 分别为空腔的长度和高度，其值与 CAR 有关。在图 6 中，接

收壁面有 800w /m2 的恒定辐射，对面壁面为对流边界，其他壁面保持绝热。方形腔内的流

体为 NEPCMs，在重力的推动下垂直向下运动。在纵向窗户垂直腔中，NEPCMs 在左侧热

辐射及右侧对流换热的作用下在腔体内形成上下两个热循环；在横向屋顶水平腔中，

NEPCMs 在顶部辐照及底部对流换热的作用下形成一个大循环。

(a) SITE 中 T3、T4、T5温度变化曲线 (b) SITE 中 T3与平均温度差值

图 5 6 STITE 的边界温度分布
Fig. 5 6 Boundary temperature distribution of STiteITE
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（a）含 NEPCMs 玻璃窗垂直腔物理模型 （b）玻璃窗垂直腔内部速度云图

图 67 纳米颗粒迁移影响纳米流体在玻璃窗内部流动模拟分析
Fig. 6 7 Simulation analysis of nanofluid flow inside a glass windowSimulation analysis of the influence of

nanoparticle migration on the internal flow of glass window
对于纵向窗户垂直腔和横向屋顶水平腔围护结构，温度驱动的对流运动加速了纳米颗

粒在两种玻璃单元的上部运动。NEPCMs 流体沿顺时针方向旋转，被加热的流体沿热壁向

上运动，沿绝热壁面和对流向下运动。作为外壳，冷热壁之间的距离非常小，因此冷表面

可以快速地从热表面吸收热量，因此，两种形式的水平传热方向的等温线相似。对于垂直

形式，纵横比较低的认为是垂直空腔，空腔顶部以对流为主，底部受扩散效应影响，

Dukhan 等[27]证实了这一点。因此，水平空腔的光热性能比垂直空腔更有效。因此，该研究

结果对纳米流体填充透明围护结构的传热特性具有重要意义。

综上所述，实验结果显示，水平腔的传热效率更高，并且熔化速率更快。而模拟结果

表明，纳米流体在水平腔中的自然对流效果优于垂直腔，温度负载更均匀。实验结果与模

拟结果均表明，水平腔的传热性能优于垂直腔，模拟与实验结果的一致性证明了模拟结果

的可靠性，有助于指导透明建筑围护结构中内置相变材料层的光热性能研究。

（a）含 NEPCMs 玻璃屋顶物理模型 （b）玻璃屋顶内部速度云图

图 7 纳米颗粒迁移影响玻璃屋顶内部流动模拟分析

Fig. 7 Simulation analysis of the influence of nano-particle migration on the internal flow of glass roof

（a）含 NEPCMs 玻璃屋顶物理模型 （b）玻璃屋顶内部速度云图

图 8 纳米流体在玻璃屋顶内部流动模拟分析

Fig. 8 Simulation analysis of nanofluid flow inside a glass roof
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3 结论

本文针对 NEPCMs 在相变玻璃围护结构中的光热传输流动传热特性展开了研究，通过

数值模拟与实验研究分析了流体迁移对 NEPCMs 在玻璃围护结构中光热转换效率的流场和

内部温度分布影响，得到如下结论：

（1）NEPCMs 在横向屋顶和纵向窗户水平腔和垂直腔中的体积变化和流体迁移影响其

光热转换性能。横向屋顶水平腔具有更好的光热性能，狭窄的对流空间减少了热损失，并

且在传热方向上没有空气和流体分层，有助于均匀的温度负载。

（2）自由对流对传热效率有显著影响，两种透明腔的熔化速率具有相同的行为，且随

太阳辐射强度的变化相对较大。

（3）相同升温条件下，水平腔的熔合速率较高，为 0.52℃/min，而垂直腔的熔化速率

为 0.27℃/min。光热转换在水平腔中获得的能量比在垂直腔中获得的能量高。

（4）流体流动导致两种透明腔顶部区域熔体形成量增大，当加热终止时，腔内不同位

置存在温差，垂直腔顶部辐照边界和侧面辐照边界的温差分别为 2.83℃和 3.59℃。

参考文献

[1] 中国建筑能耗与碳排放研究报告（2022） [R]. 重庆, 2022.

Research Report on Building Energy Consumption and Carbon Emissions in China (2022) [R]. Chongqing,

2022.

[2] 国 务 院. 国 务 院 关 于 印 发 “ 十 四 五 ” 节 能 减 排 综 合 工 作 方 案 的 通 知 [Z].

http://www.gov.cn/zhengce/content/2022-01/24/content_5670202.htm. 2022 年 01 月 24 日

Notice of the State Council and the State Council on Printing and Distributing the Comprehensive Work

Plan for Energy Conservation and Emission Reduction in the Tenth Five-Year Plan [Z] the State Council.

http://www.gov.cn/zhengce/content/2022-01/24/content _ 5670202.htm. January 24, 2022.

[3] ZAHIR M H, IRSHAD K, SHAFIULLAH M, et al. Challenges of the application of PCMs to achieve zero

energy buildings under hot weather conditions: A review [J]. Journal of Energy Storage, 2023, 64: 107156.

[4] GONZáLEZ-JULIáN E, XAMáN J, MORAGA N O, et al. Annual thermal evaluation of a double pane

window using glazing available in the Mexican market [J]. Applied Thermal Engineering, 2018, 143: 100-

11.

[5] KING M F L, RAO P N, SIVAKUMAR A, et al. Thermal performance of a double-glazed window

integrated with a phase change material (PCM) [J]. Materials Today: Proceedings, 2022, 50: 1516-21.

[6] MA L, LUO D, HU H, et al. Energy performance of a rural residential building with PCM-silica aerogel

sunspace in severe cold regions [J]. Energy and Buildings, 2023, 280: 112719.

[7] 张成俊, 王泽美, 张国君, et al. 含二氧化硅气凝胶和相变材料三层玻璃窗热性能分析 [J]. 热科学与

技术, 2021.

Zhang Chengjun, Wang Zemei, Zhang Guojun, et al. Thermal performance analysis of three-layer glass

window containing silica aerogel and phase change material [J]. Thermal Science and Technology, 2021.

[8] BOLTEYAA M, ELSAYAD M A, BELAL A M. Thermal efficiency of PCM filled double glazing units in

Egypt [J]. Ain Shams Engineering Journal, 2021, 12(2): 1523-34.

[9] NIŽETIĆ S, JURČEVIĆ M, ARıCı M, et al. Nano-enhanced phase change materials and fluids in energy 

applications: A review [J]. Renewable and Sustainable Energy Reviews, 2020, 129: 109931.

[10] YANG L, HUANG J-N, ZHOU F. Thermophysical properties and applications of nano-enhanced PCMs:

An update review [J]. Energy Conversion and Management, 2020, 214: 112876.

[11] WANG Q, WEI W, LI D, et al. Experimental investigation of thermal radiative properties of Al2O3-

paraffin nanofluid [J]. Solar Energy, 2019, 177: 420-6.

设置了格式: 字体: 小五



[12] ELAREM R, ALQAHTANI T, MELLOULI S, et al. Experimental investigations on thermophysical

properties of nano-enhanced phase change materials for thermal energy storage applications [J].

Alexandria Engineering Journal, 2022, 61(9): 7037-44.

[13] SAMIYAMMAL P, FUSKELE V, FAKRUDDIN BABAVALI S K, et al. Experimental investigations on

thermal conductivity and thermal stability of the PCM using Nano-MgO [J]. Materials Today: Proceedings,

2022, 69: 759-63.

[14] RUFUSS D D W, SUGANTHI L, INIYAN S, et al. Effects of nanoparticle-enhanced phase change material

(NPCM) on solar still productivity [J]. Journal of Cleaner Production, 2018, 192: 9-29.

[15] RAMAKRISHNAN S, WANG X, SANJAYAN J, et al. Heat Transfer Performance Enhancement of

Paraffin/Expanded Perlite Phase Change Composites with Graphene Nano-platelets [J]. Energy Procedia,

2017, 105: 4866-71.

[16] BAHIRAEI F, FARTAJ A, NAZRI G-A. Experimental and numerical investigation on the performance of

carbon-based nanoenhanced phase change materials for thermal management applications [J]. Energy

conversion and management, 2017, 153: 115-28.

[17] 刘子路, 张宇昂, 唐炳涛, et al. 铜纳米粒子导热增强固-液相变储能材料的性能 [J]. 精细化工, 2022,

39(12): 8.

Liu Zilu, Zhang Yu 'ang, Tang Bingtao, et al. Thermal conductivity of copper nanoparticles enhances the

properties of solid-liquid phase change energy storage materials [J]. Fine Chemical Industry, 2022, 39(12):

8.

[18] YANG X, WANG X, LIU Z, et al. Influence of aspect ratios for a tilted cavity on the melting heat transfer

of phase change materials embedded in metal foam [J]. International Communications in Heat and Mass

Transfer, 2021, 122: 105127.

[19] SHEIKHOLESLAMI M, GHASEMI A, LI Z, et al. Influence of CuO nanoparticles on heat transfer

behavior of PCM in solidification process considering radiative source term [J]. International Journal of

Heat and Mass Transfer, 2018, 126: 1252-64.

[20] GHALAMBAZ M, CHAMKHA A J, WEN D. Natural convective flow and heat transfer of Nano-

Encapsulated Phase Change Materials (NEPCMs) in a cavity [J]. International Journal of Heat and Mass

Transfer, 2019, 138: 738-49.

[21] XIONG T, ZHENG L, SHAH K W. Nano-enhanced phase change materials (NePCMs): A review of

numerical simulations [J]. Applied Thermal Engineering, 2020, 178: 115492.

[22] WANG K, HE Y, ZHENG Z, et al. Experimental optimization of nanofluids based direct absorption solar

collector by optical boundary conditions [J]. Applied Thermal Engineering, 2021, 182: 116076.

[23] XIE S, WU W. Effect of aspect ratio on PCM melting behavior in a square cavity [J]. International

Communications in Heat and Mass Transfer, 2023, 143: 106708.

[24] KORTI A I N, GUELLIL H. Experimental study of the effect of inclination angle on the paraffin melting

process in a square cavity [J]. Journal of Energy Storage, 2020, 32: 101726.

[25] SADEGHI M S, CHAMKHAA J, ALI R, et al. Hydrothermal behavior of micro-polar Nano-Encapsulated

phase change materials (NEPCMs) in an inclined L-shaped cavity [J]. Case Studies in Thermal

Engineering, 2022, 35: 102039.

[26] YANG R, LI D, ARıCı M, et al. Thermal performance of an innovative double-skin ventilated façade with 

multistep-encapsulated PCM integration [J]. Journal of Energy Storage, 2023, 73: 109121.

[27] DUKHAN W A, DHAIDAN N S, AL-HATTAB T A, et al. Phase-change of paraffin inside heat exchangers:

an experimental study [J]. International Journal of Environmental Science and Technology, 2022, 19(4):

3155-64.



[28] YANG R, LI D, SALAZAR S L, et al. Photothermal properties and photothermal conversion performance

of nano-enhanced paraffin as a phase change thermal energy storage material [J]. Solar Energy Materials

and Solar Cells, 2021, 219: 110792.

设置了格式: 字体: 小五



1

*基金项目：上海市科委浦江人才计划（No.20PJ1400200）；云南省农村能源工程重点实验室开放基金

项目（No.2022KF001）；中央高校基本科研业务费专项基金资助（No.2232021D-11）

中国工程热物理学会 传热传质学

学术会议论文 编号：233448

梯级潜热储能装置的模拟优化研究
杨耿 1，肖鑫 1,2,*，王云峰 2

（1. 东华大学环境学院空气环境与建筑节能研究所, 上海, 201620）

（2. 云南省农村能源工程重点实验室, 昆明, 650500）

(Tel: 021-67792625, Email: xin.xiao@dhu.edu.cn)

摘要：梯级潜热储能装置的适配设计和填充相变材料的热物性，对其耦合热泵系统的稳定和高效运行

有重要影响。 本文基于多级热机㶲优化理论， 针对太阳能热泵系统设计了梯级潜热储能装置， 并建立

了数值模型模拟其传热特性。结果显示，减少梯级潜热储能装置级之间的热传递可提高蓄热量；在相

变蓄热阶段，平均进出口温降达 4.41 ℃，可使峰值温度降低 0.90%；整体的出口温度均匀性和换热功

率优于单级蓄热。本研究可为梯级相变材料制备提供指导，为梯级蓄热在材料优化方面提供新的思路。

关键词：热泵， 梯级储能， 㶲优化， 相变特性

0 前言

2021 年全球用于供热的能源占据总能源消耗的近一半，工业干燥能耗占全球总能耗

的 10%~25%[1]。据国际能源署跟踪统计，2021 年全球用于供热的能源占据总能源消耗的

近一半，而其中 46%的能源用于建筑供暖和热水供应[2]。而热泵（HP）目前仍只能满足

全球建筑物供暖需求的 10%左右[3]。基于全球净零碳排放背景下，支持 HP 研创和推广

政策越来越多，HP 作为供热脱碳的关键技术，可利用低品位热能为建筑供暖。而低品

位热能及可再生能源存在的时间和空间不平衡的问题成为限制 HP 效率的瓶颈。TES 作

为 HP 利用余热和可再生能源供热管理的重要解决方案，近年来，众多学者就关注到热

能储存（TES）技术在 HP 中的应用具有提升系统性能的潜力。

目前蓄热形式主要分为显热和潜热两种。常用水等显热蓄热介质在较宽的温度范围

进行蓄/放热，其工程应用较为广泛，但储能密度低。且随着蓄热水箱温度的大幅度变化，

HP 的性能将会出现波动[4]，不利于 HP 运行的稳定[5]。而潜热储能（LTES）是利用相变

材料（PCM）的相态变化来进行蓄/放热，PCM 可在较窄的温度范围内进行 HP 需求侧

热管理。然而，PCM 在实际应用中也存在热导率低、传热性能差的特性。现阶段较为成

熟的强化传热方法是将具有高导热性的材料与纯 PCM 复合形成复合 PCM，如膨胀石墨

（EG）[6]、石墨烯[7]、泡沫金属[8]等。提高 LTES 装置传热性能的研究主要集中在 PCM
封装形式上，研究者们围绕紧凑、热力学性能优良的装置设计展开了大量研究，包括加

装肋片[9]、多目标参数优化设计尺寸[10]和传热流体的流态[11]等。但单级 LTES 装置的传

热流体（HTF）流向温度的急剧下降导致相变热驱动力降低，PCM 的非一致性相变行为

将会降低蓄热效率。为了解决这一问题，Farid 和 Kansawa[12]最早提出梯级储能（CTS）
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的概念，主要指将多个不同类型的 PCM 按熔点温度递减的顺序排列而成的一种储能模

块，用于增加系统储存容量和储存不同温度范围的热能。近年来，梯级储能因其在增强

传热驱动力、提高热效率、提供不同温度范围的多级热能等方面的潜力而备受关注。

Seeniraj 和 Narasimhan[13]基于焓法对具有翅片管和 CTS 的管壳式换热器的热性能进行了

数值模拟研究，与单一 PCM 相比，使用 CTS 可以获得均匀的 HTF 出口温度，显著提高

了储热性能。Xu 和 Zhao[14]基于㶲优化原理研究了 1~5 级的冷热 CTS 系统的热力学性能。

结果表明，使用 CTS 储热系统可以获得较大的出口温度带和较低的热损失。Cheng 和

Zhai[15]建立了基于实验验证的 CTS 填充床数值模型，分析了凝固过程的基本传热特性并

对材料和级长度进行了优化。结果表明，24 级 CTS 填充床机组热力性能最佳，此外，

建议均匀分布的 CTS 填充床级数为 3~5 级。然而，选取的 PCM 的热物性往往不能满足

数值研究严格选择，理论的实际应用受制于 PCM 的热物性。为了获得具有合适相变温

度的 PCM，开发有效的方法来调节 PCM 的相变温度是必要的。近年来，已有不少研究

表明，利用水合盐的多孔支撑材料的约束效应可以实现相变温度调控。将水合盐与其他

无机物或有机物按一定比例混合形成水合盐基复合 PCM，其不同配比类型分为共晶和非

共晶混合物。共晶混合物的测定方法成本高，耗时长，可供选择的相变温度单一。而非

共晶复合 PCM 根据配比的不同，在一定温度范围内凝固和熔化。Xin 等[16]为空气源 HP
开发了以乙酰胺(AC)作熔点改性材料的三水合乙酸钠( SAT)水合盐基复合 PCM，在 AC
不同质量占比的复合 PCM 种实现了 42.8~53 ℃的系列相变温度调控。且通过增稠剂和成

核剂的加入，有效的解决了过冷和相分离问题。为此我们受其启发，拟采用 EG 的多孔

介质封装方法，通过制备不同配比的非共晶混合物，尽可能满足 CTS 装置对 PCM 梯级

温度排布要求。将其用于太阳能 HP 系统的 CTS 装置的数值模拟研究。

关于 CTS 的 PCM 相关的实验研究方向大多是从确定的材料出发，基于一定假设的

梯级优化理论来优化设计 CTS 尺寸和排布。其中 PCM 选取缺乏对理论优化中关于材料

物性假设的考虑，PCM 的选取和改良技术与 CTS 装置优化设置研究未形成闭环。本文

针对高寒地区太阳能 HP 系统设计了三级的梯级蓄热装置。基于多级热机㶲优化原理[14]，

建立了基于焓法的三维连续固相的三级相变蓄热装置的简化模型，依据理论计算结果选

取 SAT 水合盐基定型复合 PCM 作为填充材料。将目标材料的相变点等物性制约与实际

应用条件综合考虑，相应地指导换热器尺寸设计。本研究关于指导材料改性来匹配蓄热

装置接近热力学最优条件的方法和思路，可为制定 HP 系统热管理策略提供新的思路。

1 模型和方法

1.1 梯级相变蓄热装置

基于 COMSOL Multiphysics 6.0 构建了三级相变蓄热装置的模型，如图 1 所示。模

型主体为圆柱形，利用对称性将过轴心的截面定义为对称面，在不影响模拟结果的情况

下简化模型，降低计算成本。由于 CTS 装置在径向需要一定的长度来提供足够的换热面

积，故将罐体水平放置，便于循环管路的连接。装置内填充的是三种以 SAT 为基材的定

型复合 PCM。
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图 1 三梯级相变蓄热装置几何模型

1.1.1 尺寸选定

模型的尺寸包括体积、罐体直径、传热流体直径、长度等，依据干燥负荷确定。在

满足缓冲水温和蓄能的前提下，为使填充量尽可能地减少。依据太阳能 HP 干燥系统中

HP 进出口水温的波动变化，依据式(2)确定相变储热罐热容量的上限：
17

s f coli
i 10

( )Q c m T T


   (1)

式中， sQ 为相变储热罐热容量(kJ/h)， fc 为水的定压比热容，取 4.19 kJ/(kg·K)，m 为水

质量流量(kg/h)， coliT 为集热器出口水温度(℃)；蓄热时段选择高于梯级蓄热熔点最低温

度的进水水温对应时段，取 10:00~17:00，T 为 HP 逐时进水均温(℃)。

根据设计要求，相变储热罐的总蓄热量需要达到 13174 kJ。相变储热槽内需要有一

定的间隙容积，故相变储热槽的设计填充率为 85%，计算表明相变储热槽的容积至少为

0.04 m3。相变储热罐外壳的外径 Ds、内径 Db和管心距 dtp满足式(2)[17]:

b s o

tp b
tube

9.995 0.012

0.78

D D d

d D
n

  


(2)

式中，do是内管外径，取 0.005 m，ntube为内管数量，依据简化模型的要求，按照蜂窝状

排布水平直管和封装外壳的相对位置，每根直管间距相同，共 19 条内管。

1.1.2 理论相变温度

基于梯级蓄热热机㶲优化模型[14]确定填充材料的理论相变点，模型如图 2 所示。

Charge

Discharge
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图 2 梯级蓄热热机简化模型

蓄热阶段 i 级的能量平衡方程由式(3)表示：

mi i-1 mi i
i i-1 i

mi i-1

mi i

f
| | | || |

ln
i

T T T T
Q mc T T UA

T T

T T

  
  





(3)

式中，Qi为 i 级填充 PCM 的热量，m 为水的质量(kg)，Ti和 Ti-1为 i 级的进出口水温(℃)，

Ai为换热面积(m2)，Tmi为每级 PCM 的相变温度(℃)，U 为每级的换热系数(W/ (m2·K))，
用式(4)表示:

o i i o o i tube o tp o PCM

1
/ ( ) ( / ) / (2 ) (1.08 / ) / (2 )

U
d h d d ln d d k d ln d d k


 

(4)

式中，ktube和 kPCM分别是直管和 PCM 的热导率(W/(m·K))，d0为直管外径(m)，hi是直管

内壁层流对流换热系数，CTS 装置的传热单元数(NTU)为式(5)，其中 Ac为直管的横截面

积(m2)：

i mi i-1

f ff fc mi i

NTU lniUAUA T T

mc u A c T T

 
         

(5)

令 C=eNTU，则 CTS 装置的总㶲由式(6)表示[14]：
2

e e i-1
xt i p i-1 i e

i 1mi i i-1

( 1) 11
nT T TC C

E Q mc T T T
T C CT T C

  
      

 
 (6)

式中，Te为环境温度，由于高寒地区昼夜温差较大，拟定 CTS 装置位于室内，取 25 ℃。

将总㶲的一阶导数作为储热优化函数组， 将其二阶求导以确定极值， 从而得到梯级蓄热

系统㶲优化的理论解， 这里给出三级蓄热装置最佳 PCM 相变温度分布如式(7)表示：
i i i 1 i 11 1
3 3 3 3

0 3,opt 0 3,opt
mi 1

CT T T T
T

C

 
 





(7)

模型的尺寸和填充材料的相变点等理论指导参数由上述公式确定。 梯级热机㶲优化

理论基于一定假设成立，实际应用时应当尽可能满足假设的前提条件。并且，对复合 PCM
熔点和热导率等热性能调控程度有限（Tmi<58 ℃）。本研究将理论假设和材料热物性调

控限度纳入模型尺寸的考虑范围。热导率依靠强化传热材料的添加改善，其配比按照复

合 PCM 相变潜热值降低程度折中考虑。

1.1.3 相变材料热导率及相变特性

运用 Maxwel-Eucken model 公式[18]计算 SAT/AC 二元混合物在 EG 浸渍封装后的有
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效热导率，如式(8)所示:
m f f m

eff m
m f f m

2 2 ( )
2 ( )
k k k k

k k
k k k k





  


  
(8)

式中，kf和 km分别为填料(EG)的热导率和基体的热导率。由于该理论模型考虑的是单一

分散相的基体，所以当 EG 的质量分数小于 4%时，采用 SAT 与 AC 的混合物作为基体[19]。

本研究对象为定型复合 PCM，为达到定型和强化传热的目的，EG 的质量分数选取 4%
且作为基体。kf 和 km 可由式(9)求得，由 Woodside 和 Messmer[20]提出。由于空气对 EG
热导率的影响较大，因此将其视为分散相的一部分，最大不超过 5%[21]。
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(9)

式中，φEG为 EG 的质量分数，ϕ为 EG 的体积分数，kSAT和 kAC为 SAT、AC 的热导率，

分别为 0.59 和 0.43 W/(m·K)。6 MPa 压力下 kEG为热导率为 160.20 W/(m·K) [21]，kair为空

气热导率，为 0.026 W/(m·K)[22]。φSAT、φAC和 φair分别为 SAT、AC 和空气的体积分数，

ρSAT、ρAC、ρEG和 ρair分别为 SAT、AC、EG 和空气的密度，为 1450、1159、1353、1.29
kg/m3。

参考 Xin 等[16]制备的 SAT/AC 复合 PCM 的相变潜热，选择接近理论相变温度相应

配比，对相变潜热进行线性插值预测。浸渍 EG 后的 PCM 按照质量占比折算相变潜热。

数值模拟中 PCM 热物理性质如表 2 所示。

表 2 PCM 热物理性质

材料
质量比

(SAT:AC)

4% EG 强化

热导率 kp

W/(m·K)

相变温度

Tm
[16]

℃ 

㶲优化理

论计算相

变温度 Tmi

℃ 

相变温度

模拟取值

℃ 

相变潜热

hm[16]

kJ/kg

PCM1 100:9 1.49 49.07 49.38 49.00 223.56
PCM2 100:13 1.47 43.85 43.30 43.00 208.43
PCM3 100:17 1.45 38.63 37.97 39.00 193.31

1.1.4 物理场描述

借助 COMSOL Multiphysics 6.0 的流固传热接口，基于焓法建立了三维连续固相的

CTS 装置模型。壳管半径为 0.1 m，径向长度 1.2 m。每级蓄热单元长 0.4 m，内管半径

为 0.005 m，共 19 条，管心距为 39 mm。每条内管设计流速为 0.037 m/s，Re 为 671，为

非等温层流。模型基于以下基本假设建立:
(1) HTF 和 PCM 的恒定热物理性质，HTF 视为不可压缩流体；

(2) 管内流动状态为充分发展的非等温层流；
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(3) 各 PCM 单元内温度分布均匀，不考虑定型复合 PCM 的自然对流；

该模型满足质量守恒方程、动量守恒方程和能量守恒方程组如式(10)：

 

 
   

2

f f f 2
f f f f

D
D f f

V

V
P V

t

c T
V c T kT

t



 




  

   


   



f 0







(10)

HTF 和 PCM 的流固耦合传热如(11)所示：

f f ted ,c T Q Q k T        u q q (11)
式中，Q 为内热源，Qted是由于固体压缩或膨胀而产生的热源。基于焓法的 PCM 方程如

式(12)所示：

l
2

p s

( )
( ), h

h
k T

t
h h





 

p p

p p (12)

式中，kp为 PCM 热导率，hp为比焓，hs为显焓，hl为焓变，γ为液体积分数，Tp为 PCM
温度。

模型中，相变半径 ΔT1→2 取 10K，管内层流采用布辛涅斯克近似算法，包含黏性耗

散对流体的加热效应。HTF 壁面采用无滑移边界条件，采用平均流速描述充分发展段的

速度分布。初始条件和边界条件如式(13)和(14)所示（蓄热）：

Tf = Tp = Te= 298.15 K (t = 0)，Tin=75 ℃ (t > 0) (13)

x=L
x=0 x=0x=0

0.02, 0, 0u u

x y
p

u

z

  
   

  
(14)

模拟工况分定温进水和变温进水，将太阳能 HP 系统中集热器出口逐时水温以三次

样条插值函数输入 CTS 模型，作为变温进水入口条件（见图 7a）。CTS 外壳应用自然

对流热通量边界条件模拟对环境散热，传热系数取 5 W/(m·K)。所有壁面都模拟为三维

壳。为了计算 CTS 中的壁面热通量，应用了薄层边界条件。壳层的热导率远大于 HTF
和 PCM，采用热薄近似来处理薄层模型，以降低对网格尺寸的要求。分级隔板用隔热性

能较好的内置材料 Al2O3-SiO2薄层，选 Steel AISI 4340 为除分级隔板之外的壳材，厚度

为 1 mm。内置材料包含不同温度下的热导率和密度等物性变化曲线。

1.1.5 性能指标

(1) 蓄热效率定义为蓄热量与 HTF 提供的热量的比值，见式(15):
sc
hs

Q

Q
 (15)

式中，η为装置蓄热效率，Qsc为蓄热量(kJ)，Qhs为 HTF 提供的热量(kJ)。
(2) 蓄热时间定义为蓄热量达到额定蓄热量的 95%所经历的时长。

(3) 内管换热截面功率密度定义为单位时间内管换热面热流量与换热面面积的比值。
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2 结果与讨论

分别对壳管式三级 CTS 装置和分别填充 3 种 PCM 的单级 LTES 装置的定温蓄热过

程进行了数值模拟。如图 3 所示，为三级 CTS 装置测温位点和蓄热过程温度逐时变化模

拟结果，以及 2160 s 每级轴向中心截面处的温度分布云图和液相分数分布云图（d 中 1
为液相，0 为固相）。
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(a) (b)

(c) (d)
图 3 三级 CTS 装置测温位点、蓄热过程温度逐时变化及截面温度和液相分数分布云图

注：进口水温：Tin 出口水温：Tout 中、次心管中心 PCM 温度 : Tzc 外壁 PCM 温度：Tw

如图 4 所示，分别为填充 3 种 PCM 的单级 LTES 和无隔热层的 CTS 装置蓄热过程

中，2160 s 的温度分布云图和液相分布云图。如图 5 所示，分别为填充三种 PCM 的单

级 LTES 和无隔热层的 CTS 装置蓄热过程温度逐时变化模拟结果。

℃



8

(a) (b)

(c) (d)

(e) (f)
图 4 装置蓄热过程温度分布云图和液相分布云图：(a)和(b)填充 PCM1 的单级

LTES，(c)和(d)填充 PCM2 的单级 LTES，(e)和(f)填充 PCM3 的单级 LTES
从图 3(b)可以得出，壳管式三级 CTS 装置在 75 ℃定温进水蓄热工况下，各测点温

度在同一时间达到相变吸热的温度平台，各级 PCM 接近一致性的相变行为。从图 4(b)、
(d)和(f)可以得出，壳管式单级 CTS 装置在 75 ℃定温进水蓄热工况下，接近蓄热入口处

PCM1 的液相区域截面积较 PCM2 和 PCM3 的大；如图 4(f)所示，PCM3 的相变温度最

℃

℃

℃



9

高，接近入口截面处液相区域面积最大，不一致熔化现象最明显。对比图 3(c)和图 4(a)、
(c)和(e)温度分布，CTS 装置每级的出口温度较单级 LTES 的 HTF 变化更为均匀，在调节

温度波动方面效果更佳。
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(c) (d)
图5 装置蓄热过程温度逐时变化：(a)填充PCM1的单级LTES (b)填充PCM2的单级LTES (c)填充PCM3

的单级 LTES (d)无隔热层的 CTS 装置

图 3 和图 5 中温度逐时变化曲线上进出口温差对时间的积分值表征各蓄热器蓄热量

的大小。在 7200 s 时 CTS 装置积分值分别比填充 PCM1 的 LTES 和填充 PCM3 的 LTES
多 1.41%和 0.76%，但比无隔热层的 CTS 装置和填充 PCM2 的 LTES 少 2.67%和 0.92%，

推测由于 CTS 装置出口 PCM3 的熔点模拟取值比理论优化值的偏高，导致 CTS 装置出

口的部分㶲损失，故在 75 ℃定温蓄热效果较填充 PCM2 的 LTES 差；而在 10800 s 后 CTS
装置积分值比无隔热层的 CTS 装置多 0.11%，说明梯级蓄热减少级之间的热传递可以减

少热量损失，提高蓄热量。如图 6 所示，分别为三级和单级蓄热装置蓄热过程的单位质

量累积焓和内管换热面功率密度逐时变化情况。在 4300 s 时 PCM3 和 PCM2 的内管换热
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面功率密度曲线产生交点，可以看出填充 PCM3 的蓄热装置在 4300 s 之前换热面功率密

度最大，但之后由于显热换热占主导，换热面功率密度急剧减小；而 CTS 装置与填充

PCM2 的蓄热装置换热面功率密度几乎没有明显差异；填充 PCM1 的蓄热装置在 4300 s
之前换热面功率密度最小，说明增大换热温差有利于提高换热效率。由图 3 和图 5 的 4
种蓄热装置各测点的逐时温度曲线，在 7200 s 时均处于相变温度平台结束阶段，故计算

了 4 种蓄热装置在 7200 s 时的蓄热率，CTS 装置、填充 PCM1、PCM2 和 PCM3 的蓄热

装置蓄热率分别为 94.89%、90.55%、94.97%、96.69%，填充 PCM3 的蓄热装置显热蓄

热时长较长，故蓄热率最大，但蓄热总量最小；填充 PCM1 的蓄热装置蓄热总量最大，

但蓄热率最小；而 CTS 蓄热装置和填充 PCM2 的蓄热装置性能更为适中。
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图 6 三级和单级 LTES 装置蓄热过程的单位质量累积焓和内管换热面功率密度逐时变化

如图 7 所示，为三级 CTS 装置变温进水蓄热过程的温度逐时变化，以及 8640 s 三级

截面的液相分数分布云图。图中来自太阳能 HP 系统的太阳能热水随时间具有不均匀波

动；而 CTS 装置在该蓄热工况下，远离蓄热入口的 PCM3 先于 PCM1 和 PCM2 相变，

表明 CTS 装置对于储存多级波动热源能量的有效性，而填充单一 PCM 的 LTES 装置显

然不具备储存多级波动热源能量的优势；在 CTS 装置相变蓄热阶段，平均进出口温降达

到 4.41 ℃，峰值温度降低 0.90%。在太阳能热水有效蓄热范围内(进口温度大于 PCM1
凝固点)，对进口温度具有一定的缓冲作用。且 CTS 装置蓄热密度是同体积生活热水蓄

热水箱的 2.39 倍，在太阳能 HP 系统中应用 CTS 装置，可大幅缩减蓄热水箱的尺寸，平

衡来自太阳能集热源的波动，有改善 HP 能源供需关系和提升运行稳定性的巨大潜力。
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图 7 三级 CTS 装置变温进水蓄热过程：(a)温度逐时变化，(b)8640 s 各截面液相分布云图

3 结论

本文针对高寒地区太阳能 HP 系统设计了级数为三的梯级蓄热装置。基于多级热机

㶲优化原理， 建立了基于焓法的三维连续固相的三级相变蓄热装置的简化模型， 数值研

究了分别填充三种不同配比的 SAT 水合盐基定型复合 PCM 的单级和 CTS 蓄热装置，在

75 ℃定温蓄热过程的性能以及变温进水工况下的蓄热特性。结论如下：

(1) 在 75 ℃定温进水蓄热工况下，壳管式三级 CTS 装置各级 PCM 接近一致性的相

变行为，而单级 LTS 装置越接近蓄热入口处越先熔化；CTS 装置每级的出口温度较单级

LTES 的 HTF 变化更为均匀，在调节进出口温度波动方面更具潜力。

(2) 梯级蓄热减少级之间的热传递可以减少热量损失，提高蓄热量。在 75 ℃定温

蓄热的 7200 s 时 CTS 装置进出口温差对时间的积分值分别比填充 PCM1 的 LTES 和填充

PCM3 的 LTES 多 1.41%和 0.76%，但比无隔热层的 CTS 装置和填充 PCM2 的 LTES 少

2.67%和 0.92%；而在 10800 s 后 CTS 装置积分值比无隔热层的 CTS 装置多 0.11%。而

从换热面功率密度来看，填充 PCM3 的蓄热装置在 4300 s 之前最大；而 CTS 装置与填

充 PCM2 的蓄热装置换热面功率密度几乎没有明显差异；填充 PCM1 的蓄热装置在 4300
s 之前换热面功率密度最小，且增大换热温差有利于提高换热效率。

(3) CTS 装置在变温进水蓄热工况下，远离蓄热入口的 PCM 先相变，表明 CTS 装

置对于储存多级波动热源能量的有效性；在 CTS 装置相变蓄热阶段，平均进出口温降达

到 4.41 ℃，使峰值温度降低 0.90%，对进口温度具有一定的缓冲作用。且 CTS 装置蓄热

密度是同体积生活热水蓄热水箱的 2.39 倍，在太阳能 HP 系统中应用 CTS 装置，可大幅

缩减蓄热水箱的尺寸，平衡来自太阳能集热源的波动，有改善 HP 能源供需关系和提升

运行稳定性的巨大潜力。
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摘要：柔性可穿戴电子器件的发展对相变热管理材料 PCMs 提出可自愈损伤的封装要求。本研究采用

一种简单的动态物理交联网络封装正烷烃，构建了柔性自愈合有机烷烃凝胶(SOAGs)，该凝胶可在无外

界能量激发的情况下超快速自愈合。选择正十七烷烃作为相变介质，选择具有动态物理交联网络的三

嵌段共聚物 SEBS（YH-501T）封装正烷烃。所制备的 SOAGs 具有固相、凝胶相和液相三种物相。当

正十七烷由固相转为液相时，SOAGs 进入凝胶相，液态正十七烷的流动性和激活的动态物理交联使

SOAGs 具有超快速自愈特性，且不需要外界能量激发。

关键词：自愈合，相变储能，烷烃

0 前言

相变材料(PCMs)由于其高潜热储存能力和调节温度的能力而被认为是先进热管理

的候选者[1-2]。PCMs 可在相变温度以上以潜热的形式储存热能，在相变温度以下释放

热能并恢复到原相。在热管理应用中，PCMs 可逆储存和释放能量能够保持温度稳定，

防止过热或过冷现象。随着柔性和可穿戴电子器件的兴起，用于热管理的 PCMs 经常经

历弯曲、拉伸、折叠、扭曲等复杂变形，因此提出了可自愈损伤的封装技术[3]。
具有自愈能力的 PCMs 逐渐引起了研究者的关注。目前已开发出几种自愈合 PCMs，

主要包括无机和有机自愈合 PCMs。无机自愈合 PCMs 以无机水合盐为储热介质，亲水

性聚合物网络为封装基质，形成盐凝胶或水凝胶。凝胶体系中的可逆动态氢键、离子键

和硼酯键等赋予无机 PCMs 自愈合特性[4-7]。然而，大多数无机水合盐具有腐蚀、过冷

等缺点[8]，阻碍其广泛应用。

有机 PCMs 由于其高能量存储密度、较小的过冷性及理想的热化学稳定性引起了研

究者的广泛关注[9]。目前，Diels-Alder（DA）反应[9-13]、氢键[14-18]、离子键[1]和微

相分离产生的物理交联[19-20]等可逆动态键已被引入构建自愈合有机 PCMs，可以在外

界刺激下修复损伤。如 Wang 等人将聚乙二醇（PEG）接枝在聚合物骨架上，构建了自

愈合有机 PCMs 复合材料，其损伤可通过近红外辐射或 120℃以上引发可逆 DA 反应实

现自愈合[10]。Shi 等人将赤藓糖醇原位掺入聚乙烯醇（PVA）和聚乙烯吡咯烷酮（PVP）
的氢键网络中，开发出一种自愈合有机相变膜，将水引入损伤区域，可重建氢键网络修

复损伤[15]。此外，Qian 等人通过硬脂酸（SA）、乙烯丙烯酸共聚物（EAA）和 Zn(C2H3O2)2

之间羧酸盐/锌离子的动态相互作用，设计了一种自愈合相变超分子，在 70℃下热活化 2
h 即可实现自愈合[1]。此外，Zhang 等人利用三嵌段共聚物苯乙烯-乙烯/丁烯-苯乙烯



（SEBS, Kraton G1654）封装石蜡(OP10E，熔点 9-10℃)，在 110℃热活化 2.5 h 后，可

重建 SEBS 基体中的物理交联实现自愈合[20]。
尽管取得了这些进展，但这些有机自愈合 PCMs 的自愈过程需要外界能量激发，如

近红外辐射、红外激光辐射、引入水介质或 70℃~ 120℃热活化，并且还存在耗时问题，

这在实际应用中是不利和不可取的。无需外界能量激发的超快自愈合是有机 PCMs 面临

的新挑战。

在这项工作中，我们采用一种简单的动态物理交联网络封装正烷烃，构建了柔性自

愈合有机烷烃凝胶(SOAGs)，该凝胶可在无外界能量激发的情况下超快速自愈合。选择

正十七烷作为相变介质，因为其相变温度在 23℃，处于室温附近。选择具有动态物理交

联网络的三嵌段共聚物 SEBS（YH-501T）封装正烷烃。所制备的 SOAGs 具有固、凝胶

和液体三种物相。当正十七烷由固相转为液相时，SOAGs 进入凝胶相，液态正十七烷的

流动性和激活的动态物理交联使 SOAGs 具有超快速自愈特性，且不需要外界能量激发。

本项研究工作在无外界能量激发的超快速自愈合有机 PCMs 方面取得突破，在柔性可穿

戴电子器件热管理领域具有很大的应用前景。

1 实验部分

1.1 材料

正十七烷烃（Alfa），三嵌段共聚物 SEBS（中国石化，YH-501T）。
1.2 有机自愈合相变储能凝胶的制备

采用 SEBS 与液相正十七烷均相混合，SEBS 结构中微相分离形成物理交联大分子

网络，封装液相正十七烷，形成有机相变凝胶，如图 1a。C17-SOAG-1 代表 SEBS 质量

分数占 10%，C17-SOAG-2 代表 SEBS 质量分数占 20%，C17-SOAG-3 代表 SEBS 质量

分数占 30%，C17-SOAG-4 代表 SEBS 质量分数占 40%，C17-SOAG-5 代表 SEBS 质量

分数占 50%。当正十七烷凝固时，有机相变凝胶也进入固相，如图 1b 所示。

图 1 有机自愈合相变储能凝胶制备



2 结果与讨论

2.1 自愈合有机烷烃凝胶的形状稳定性

为了确定自愈合有机烷烃凝胶(SOAGs)的性状稳定性，采用偏光显微镜研究其由固

相-凝胶相转变过程。当温度降至正十七烷凝固点时，正十七烷结晶为各向异性的晶体，

偏光下观察到彩色晶体织构；SEBS 封装后，偏光下观察到液晶织构，即正十七烷烃在

SEBS 骨架中保持有序结晶，样品进入固相；当温度升高至其熔点时，正十七烷全部融

化为各向同性的液体，偏光下呈现一片黑暗，样品进入凝胶相，如图 2a 所示。采用便问

流变研究其由凝胶相进入液相的转变温度。弹性模量 G’(储能模量)，由于弹性形变而储

存能量的大小，反映材料弹性大小; 粘性模量 G’’(损耗模量)，由于粘性形变而损耗的能

量大小，反映材料粘性大小。当 G’ >G’’时，体现为弹性，处于凝胶相；当 G’ <G’’时，

体现为粘性，处于液相；当 G’ =G’’时，凝胶相-液相的转变温度。各自愈合有机烷烃凝

胶的变温流变曲线如图 2b 所示，凝胶相-液相转变的实物图如图 2c 所示。根据上述自愈

合有机烷烃凝胶的固相、凝胶相、液相转变数据，构建了相图，如图 2d 所示。各个相态

的机理示意图如图 2e 所示，当正十七烷凝固时，正十七烷结晶，SEBS 的物理交联网络

被冻结；正十七烷烃融化时进入凝胶相，在凝胶相，SEBS 的物理交联网络依然存在；

当温度继续升高，SEBS 的物理交联网络打开，进入液相。

图 2 自愈合有机烷烃凝胶固相、凝胶相、液相及其相图。



2.2 自愈合性能研究

该系列有机烷烃凝胶可实现超快速自愈合，接触瞬间自粘结；接触 1s 即可承受自身

重量不开裂；接触 15min 承受一定的形变不开裂，且染料的扩散说明了凝胶内部分子的

动态愈合。且该愈合过程无需外部能量激发，正十七烷融化，进入凝胶相即可实现自主

愈合，不需要热能激发和引入其他介质。该系列有机烷烃凝胶还可实现同系自愈合。

图 3 自愈合性能研究

以 C17-SOAGs-2 为例研究其自愈合前后的热管理性能。将完整无损的 C17-SOAGs-2
封装在聚乙烯袋中，贴附于手臂，置于 38℃的环境中， 50min 之内手臂处于 38℃以下；

当 C17-SOAGs-2 切割再自愈合之后，仍然可以实现在 50min 之内使手臂处于 38℃以下，

且在愈合处没有出现局部过热现象，说明自愈合前后热物性没有改变。

图 4 自愈合前、自愈合后的热管理应用



3 结 论

本研究构建了柔性自愈合有机烷烃凝胶，实现了在无外界能量激发情况下超快速自

愈合。所制备的自愈合有机烷烃凝胶具有良好的形状稳定性，自愈合后热管理性质基本

不受影响。本项研究工作在无外界能量激发的超快速自愈合有机 PCMs 方面取得突破，

在柔性可穿戴电子器件热管理领域具有很大的应用前景。
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摘要：纳米结构对于凝结过程的调控发挥着重要的作用，但由于纳米结构的复杂和多样性，冷凝初始

时刻的热质传递机理尚不明确。本文通过分子动力学模拟的方法，基于圆柱-半球复合纳米结构，再现

了纳米结构表面成核以及液膜生长的非平衡热力学过程，并揭示了团簇演化以及能量传递规律。模拟

结果表明，光滑表面上液膜增厚导致液相热阻大于界面热阻，最终导致传热恶化。气液界面的原子在

垂直界面方向产生速度偏移，采用 Schrage 关系考虑这种速度偏移预测了冷凝速率。成核阶段纳米结构

表面团簇数量达到最大值，随后团簇合并在纳米结构根部形成稳定向上生长的液膜。相比于光滑表面，

纳米结构优化了传热路径，降低了固液传热热阻，进而带来了冷凝速率的提高。

关键词：纳米结构，冷凝，界面热阻，能量传递，分子动力学模拟

0 前言

受昆虫汲水[1]，荷叶自清洁[2]等自然现象的启发，采用纳米结构调控海水淡化[3]
以及微电子器件热管理[4]等工业生产过程中涉及的冷凝过程在近十年来取得了极大的

发展。冷凝过程中能量传输效率的提升对于节能具有重要意义，但由于纳米结构的多样

性以及纳米结构内相变过程的复杂性，冷凝背后的传热传质机理仍需要进一步探讨。

饱和气相中的原子接近低温固体表面并与固体原子碰撞相互交换能量后，一旦气相

原子相变释放的潜热大于团簇尺寸增大需要的表面能，气相原子将克服成核壁垒并开始

进行稳定的冷凝[5]。成核以及随后的液相生长过程是影响传热和冷凝模式的主要因素

[6-[8]。普遍认为疏水表面上气相冷凝相比于亲水表面需要克服更大的冷凝壁垒。但亲水

表面会形成不易去除的冷凝液膜，随着液膜的增厚，液相带来的热阻会逐渐增大，进而

引起传热的恶化[9]。纳米结构增加了固-液相互作用面积，同时提高了成核密度，进而提

高了冷凝速率。Xu 等[10]通过热力学分析指出，通过从空间上合理的设计纳米结构可以

提高成核密度并且控制成核位置。Miljkovic 等[11]通过观察液滴在纳米结构上的生长过

程，提出了一系列液滴生长的传热热阻网络，结合液滴尺寸分布模型，指出部分润湿的

Wenzel 液滴冷凝传热速率是完全悬浮的 Cassie 液滴的 4-6 倍，但是冷凝传热过程的微观

机制仍需进一步探讨。

分子动力学模拟(MD)从分子和原子的角度为成核以及冷凝过程提供了微观解释，非

常适用于研究纳米尺度的冷凝成核以及能量传输过程[10-11]。王等[12]通过 MD 研究了
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纳米凹坑表面的冷凝过程，结果表明具有曲率的凹坑增加了成核密度。Seyf 等[15]报道

称，在光滑表面上构建半球会带来更高的固液接触面积，进而增加能量传递效率。

Ghahremanian 等 [16]通过分子动力学模拟研究了纳米通道中的冷凝过程，并结合

Green-Kubo 方法得到了纳米通道内的热导率，指出相比于光滑表面，纳米结构表面的热

导率更高，因此冷凝初始时刻的传热速率更高。Li 等[17]通过 MD 模拟指出纳米结构极

大的降低了固液之间的声子震动态密度匹配度，进而提高了传热效率。Lin 等[18]通过分

子动力学模拟的方法指出随着纳米结构的高度的增加，通过纳米结构的热阻降低，并且

在纳米结构中的液相与液相本体之间存在明显的温度跳跃，但是冷凝过程中热阻的变化

仍需进一步探讨。

综上所述，大量研究证明冷凝开始时的成核以及后续冷凝液滴生长过程是一个复杂

的传热传质过程，纳米结构以及热力学条件均会对其产生较大影响。已有研究表明曲率

结构有助于固液传热，但值得注意的是顶部具有曲率的纳米结构在凝结过程中的应用少

有报道[19]。同时自然界中的大多数植物，尤其是一些具有纳米纤维的植物，都会具有

一定的表面曲率[20]。并且制备纳米结构时，由于尺寸的限制，用化学腐蚀的方法制备

出的纳米结构顶部总会不可避免的具有一些曲率[21]。而纳米柱顶部的曲率对于冷凝过

程的影响仍需进一步研究。同时由于尺度的限制，现有的设备难以观察到纳米级别的成

核过程，因此本文采用分子动力学模拟的方法，从微观角度上再现了氩原子在半球-圆柱

组合纳米结构上的成核以及生长过程，对比分析了纳米结构与光滑表面冷凝过程中的能

量传递与热阻变化。

1 冷凝模型及模拟方法

模拟系统如图 1 所示。整个模拟体系的尺寸为 120120436.6Å3。为防止基板变形，

在盒子上部和下部有两层速度为零的由铜原子组成的界面墙。紧挨着界面墙的是 6 层铜

原子，其中上部的铜原子在相变中作为热源，底部的铜基板为热汇。33 的圆柱—半球

组合纳米柱规则放置在纳米结构上部。模拟流体为氩原子，相比于水分子模型，氩原子

具有更准确的势函数，并且对计算资源的要求更小。同时 Patra 等 [22]指出，可以通过

改变固体表面润湿性使氩原子的相变过程接近强绨合水分子的相变效果。为了补充模拟

过程中消耗的气相氩原子，在模拟盒子上部还有一个厚度为 dl的液体层。氩液体距离底

部纳米结构有足够大的距离 dv，以避免在模拟过程中液态氩原子层对凝结过程中产生的

扰动[23]。模拟系统只有铜和氩两种原子，采用 LJ 势函数来描述他们之间的作用力。势

函数的表达式(r)如 1-1 所示。
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其中 r 为两个原子之间的距离，ε和 σ分别为能量参数和距离参数。对于同种原子，εCu-Cu

和 εAr-Ar 分别为 0.2050ev 和 0.0104ev；σCu-Cu和 σAr-Ar 分别为 2.338Å 和 3.405Å[24]。铜-
氩之间的距离参数则用 LB 混合法则来确定，即 σCu-Ar=(σCu-Cu+σAr-Ar)/2[25]。同时 εAr-Ar
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图 1. (a)冷凝系统侧视图; (b)底部纳米柱排列示意图

整个冷凝过程分为两个步。首先是冷凝发生之前，要保证整个系统处于平衡状态而

进行的弛豫过程。第一阶段在 NVT 系综下，将整个系统在 90K 下弛豫 5ns，直到系统能

量达到平衡，并且气相原子数目保持恒定。随后将上部基板加热到 120K，液膜接收到来

自热源的能量后温度升高并开始蒸发，蒸发原子进入气相后使气相温度升高。当高温气

相原子与底部冷壁面接触后，在气固化学势差的作用下形成成核核心，成核核心生长后

开始冷凝过程。在整个模拟过程中，当两个原子之间的距离大于 3.5σAr-Ar 时，认为他们

之间没有相互作用力。时间步长为 5fs，用 Verlet 方法来更新原子的速度和位置信息。

2 结果分析与讨论

2.1 光滑表面上的传热规律

图 2(a)展示了光滑表面上的冷凝过程中氩原子沿 z 方向的切片密度随时间的变化。

随着冷凝成核的开始(时间大于 5ns 以后)，固体表面迅速形成了覆盖纳米结构表面的液

膜。10ns 以后开始液膜稳定的向上生长，液膜内密度均匀并且气液密度之间有较大的差

距。由于固液之间更强的作用力，更多液相原子在基板附近聚集，在靠近基板附近存在

一个密度峰值。而液膜密度沿 z 方向缓慢下降，这是由于液膜沿 z 方向温度逐渐升高，

高温液相对应的液膜密度更低。图 2(b)进一步展示了液膜厚度及气液界面厚度随时间的

变化。在冷凝开始时气液界面厚度逐渐增厚，10ns 以后保持稳定。而 10ns 以后液膜厚

度逐渐升高，并且厚度随时间的增长速度逐渐偏离线性，接下来会从热阻的角度解释这

种偏离的原因。
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图 2 (a)氩原子沿 z 方向切片密度随时间的变化；(b)液膜厚度与边界层厚度随时间的变化

图 3(a)展示了冷凝过程中液相氩原子以及气液界面氩原子的速度分布规律。在液相

区域氩原子在各个方向的速度均服从麦克斯韦速度分布，证明液膜对应的宏观速度为零。

图 3(b)进一步展示了气液界面处的原子在 x，y 和 z 方向的统计速度分布。在水平方向速

度保持温度，但从图 3(c) 中发现垂直气液界面方向速度发生了偏移 (Shift
Maxwell-Boltzmann Velocity Distribution)。这是由于冷凝过程中气相原子经气液界面运动

到液相的入射分子数大于从液相运动到气相的反射分子数，界面处原子有一个向液相移

动的宏观速度。
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图 3 (a)液相原子速度分布；(b)气液界面原子温度分布；(c)气液界面处原子温度分布局部放大图，虚线

代表从麦克斯韦速度分布(MVD)向偏移麦克斯韦速度分布(SMVD)的移动。

可以通过 Schrage 方程描述冷凝速率随时间的变化。Schrage 关系指出，如果存在

净蒸发/冷凝量，界面分子将以非零的宏观速率垂直于界面移动，因此界面附近的蒸气分

子将存在一个移动的麦克斯韦速度分布(SMVD)，如图 3(c)所示。Schrage 关系推导的考

虑质量调节系数和宏观蒸气冷凝速度因素得到的冷凝速率表达式为：

con R v v l l( ( ) ( ) )
2

B
s

k
J v T T T

m
  


    (2-1)

其中 kB表示玻尔兹曼常数，m 为流体分子的质量，Tl和 Tv分别代表液体界面和气相的温

度。v表示气相密度，s表示温度为 Tl时的饱和蒸气密度，vR表示蒸气的宏观速度与蒸

气最可能的速度之比。(vR)的表达式为：

 
2
R

R R R( ) 1 ( )vv e v erf v    (2-2)

图 4 表示了 Schrage 理论预测的冷凝速率与 MD 预测的结果对比。可以发现模拟结

果与理论值预测的一致性，证明了 Schrage 关系的有效性。模拟结果与理论结果之间的

差值可能是来源于质量调节系数的取值，模拟过程中随着液膜温度的升高质量调节系

数会下降[26]，而 Schrage 关系中的取值保持不变，因此预测结果与理论结果存在部分

偏差。
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图 4. Schrage 预测的冷凝速率与 MD 结果对比

图 5 展示了冷凝速率以及不同种类的界面热阻随时间的变化。随着冷凝的进行，冷

凝量 n 逐渐增大，冷凝速率 nc逐渐降低。图 5(b)分别展示了固-液界面热阻(Rsl)，液相本

体热阻(Rl)以及气液热阻(Rlv)在冷凝过程中随时间的变化。10ns 发生稳态冷凝以后，固-
液界面热阻以及气-液界面热阻保持不变，并且相比于固-液两种不同原子之间的能量传

递，相同原子之间的声子震动态密度的匹配度更高[27]，因此气液界面热阻要小于固-液
界面热阻。随着液膜的增厚，液相热阻增厚并逐渐超过界面热阻。结合图 5(a)可以发现

在 20ns 左右，随着液相热阻超过界面热阻，冷凝速率迅速下降。这表明膜状冷凝带来的

额外热阻导致了传热恶化。
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图 5. (a)冷凝速率与冷凝量随时间的变化；(b)不同种类界面热阻随时间的变化

2.2 纳米结构上的冷凝过程

图 6 给出了纳米结构上冷凝过程的快照。5ns 以后高温气相原子与纳米结构相互碰

撞并开始发生冷凝。由于底部更大的固液作用力，7.5ns 时优先在纳米结构底部观察到液

相的形成。随后液相逐渐上升，12.5ns 时完全覆盖纳米结构表面。覆盖纳米结构以后，

液膜在 15-25ns 期间体积稳定增加，直至上部液层被完全消耗。

5.0ns 7.5ns 10.0ns 12.5ns 15.0ns 17.5ns 20.0ns 22.5ns 25.0ns

图 6. 纳米结构内冷凝过程快照

为定量分析上述过程，图 7 利用双坐标轴曲线展示了冷凝过程中液相粒子数以及液

膜质心高度(COM)的关联性。不难发现质心上升速率与冷凝粒子数呈正相关。在 15ns
左右，质心上升到纳米结构顶部附近时，纳米结构的消失导致液相质心增速减慢，冷凝

量与质心上升速率的相关性下降。随着液膜持续向上生长，二者恢复正相关性。
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图 7. 冷凝量以及冷凝液质心高度(COM)随时间的增加

图 8(a)给出了冷凝过程中纳米结构表面团簇的变化。弛豫阶段(0-5ns)纳米结构与气

相温度保持一致，固体表面未观察到团簇的形成。随着上部基板温度的升高，高温气相

原子与纳米结构表面相互碰撞以后在纳米结构表面形成团簇。团簇数量在 6.5ns 左右达

到最大值，随后团簇合并导致团簇数量下降。与图 6 中的快照描述的现象一致，在 7.5ns
左右纳米结构底部的团簇合并基本完成，10ns 以后团簇完全合并，表面完成了从成核到

发生冷凝的过程，冷凝形成一个持续向上生长的液膜。图 8(b)还展示了模拟系统顶部和

底部液膜的温度变化。在弛豫阶段顶部液膜的温度保持在设定的系综温度 90K，底部此

时显示的是最大粒子集群的温度，由于未发生冷凝成核，底部粒子群包含的原子数较少，

不具有统计热力学意义，因此底部温度波动较大。5ns 以后顶部高温基板带来的热量使

的顶部液膜温度迅速升高。同时由于底部冷凝成核使得团簇体积迅速增大，底部冷凝液

温度波动迅速减小。高温气相原子冷凝使得初始成核核心温度较高，但随着冷凝的持续

进行，固液交换能量又导致冷凝液温度下降。10ns 以后随着液膜的增厚，固液传热效率

的下降导致液膜温度缓慢升高。与之相对应的上部液膜温度基本保持稳定。
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图 8. (a)团簇数随时间的变化；(b)上部液膜以及底部冷凝液温度随时间的变化

2.3 纳米结构上冷凝过程中的传热特性

为全面分析冷凝过程中的能量传递规律，图 9 展示了不同位置的累计能量。随着冷

凝的开始，上部基板开始向低温液膜传递能量，累计输出能量 EHot迅速增大。与之相对

应的此时底部尚未发生冷凝，因此底部固体的总累计吸收能量(ECold)较低。随着底部开

始进行冷凝成核，ECold迅速增大。14ns 以后 ECold大于 EHot，这是因为随着上部液膜温度

的升高，底部相变接收到的能量除了来自顶部高温基板的传热，还有来自上部高温液膜

的相变潜热。值得注意的是冷凝过程中由于纳米结构底部更低的势能分布，大部分热量

经由固体基板导出，纳米柱只接收到来自液膜的很少一部分热量。
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图 9. 冷凝过程中底部基板吸累积热量(ESubstrate)，纳米结构吸累积热量(ENano)，底部总吸热量(ECold)以及

上部基板累积放热量(EHot)随时间的变化

最后对比分析了纳米结构表面与光滑表面上冷凝过程中的热阻变化规律。如图 10
所示，将纳米结构中的固液传递约化为具有一定厚度的固体的导热，由此可以得到固体

基板与纳米结构之间的传热热阻。在整个冷凝过程中纳米结构与基板之间的传热热阻占

总传热热阻很小的一部分，并且液相本体之间的能量传递得到了增强，因此在冷凝初始

的 25ns 内，表面存在纳米结构以后总热阻 Rtotal上升较为缓慢，冷凝速率基本保持不变。

与之相对应的，在光滑表面上由于液相本体热阻的迅速增大并超过界面热阻，冷凝速率

在初始时刻就逐渐降低。
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图 10. 光滑表固-液界面热阻RS-L和总热阻以及纳米结构表面固体-纳米结构约化热阻RS-Nano和总热阻随

时间的变化

3 结 论

本文采用分子动力学模拟的方法，揭示了光滑和纳米结构表面成核和冷凝初期的原

子演化过程，并明确了整个过程的传热传质规律，具体结论如下：



1) 达到稳态冷凝后，光滑表面上的固-液以及气-液界面热阻保持不变。随着冷凝液

膜的逐渐增厚，液膜本体热阻逐渐增大并超过界面热阻，使得膜状冷凝传热恶

化。气液界面处的原子速度会偏离麦克斯韦速度分布，考虑冷凝过程中的宏观

蒸气速度和质量调节系数，采用 Schrage 关系成功预测了冷凝速率随时间的变

化。

2) 冷凝成核初期纳米结构内团簇数目迅速升高，随着稳态冷凝的开始，团簇在纳

米结构根部相互合并形成一个稳定向上生长的液膜。成核初期团簇温度较高，

随着成核核心的生长以及固液能量传递，团簇温度迅速下降。进入稳态冷凝阶

段后高温气相原子冷凝使得团簇温度缓慢上升。

3) 对冷凝系统的累计能量统计表明，大部分固-液能量传递来自于底部基板，纳米

结构仅传递小部分能量。同时顶部高温基板在冷凝初始时刻释放大部分能量，

随着顶部液膜温度升高，液相释放的潜热和顶部输入能量共同组成了底部固体

表面的总吸收能量。相比于光滑表面，纳米结构优化了传热路径，降低了固液

之间的传热热阻，使得在纳米结构上总冷凝传热热阻上升缓慢，进而提高了能

量传递效率。
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摘要：磁等离子体动力推进器以大比冲、高效率等特点被广泛应用，其中的螺旋蒸发管存在复杂的二

次流现象。为掌握管内二次流对流动传热特性的影响规律，本文针对锂工质，对管内相变过程开展数值

研究，分析了不同入口雷诺数下二次流对管内流动传热的影响。结果表明，入口段二次流对管内流动传

热有明显的增强效果，后半段二次流影响较小；入口雷诺数的增加有利于增强入口段二次流强度，从而

加强管内气液两相间传热传质，提高出口气相占比，进而提升螺旋蒸发管整体性能。

关键词：磁等离子体动力推进器；螺旋蒸发管；二次流；气液两相；传热传质

0 前言

航天器是人类进行太空探索的重要工具，其中推进系统是支持其进行地面发射和在

轨运行的重要系统，是航天器不可或缺的一部分。目前电推进系统以其比冲高、能耗少、

成本低、结构紧凑等优势逐渐成为科研探索的主要对象[1-3]，其中以锂蒸气为推进剂的磁

等离子体动力推进器（(MagnetoPlasmaDynamic Thruster, MPDT）具备工作时间长、比冲

大、功率大、效率高等[4-6]特点，满足未来太空探索航天器的需求。MPDT 的主要工作原

理[7-8]是将液态锂预热后送入螺旋蒸发管内，加热发生相变，最后以气态的形式到达空心

阴极，喷出后进入尾部的电磁场。在放电室通道内的电场和磁场共同作用下，电离成等

离子体并沿轴向产生加速力，从尾端高速喷出，从而产生推力。因此获得高气相占比的

出口锂蒸气至关重要。

相比于直管等常规结构，螺旋管结构具有更大的换热面积以及由于特殊的几何构型

所产生的二次流现象，因此被广泛应用于强化换热领域。二次流现象[9-10]指在管内流体

受到离心力、科氏力、轴向压力等作用并产生垂直于主流截面速度的一种伴随流动，通

常二次流的强度会远小于主流运动的强度，但其对于管内流动及传热传质过程有不可忽

略的影响。

常见表征二次流现象的方式有以下三种：(1).分析管内流动过程中的流线图，从而定

性判断二次流强度；(2).以离心力与黏性力的比值-迪恩数 De[11]来表征螺旋管内二次流强

度；(3).以径向速度的最大值与主流速度的比值表征二次流强度[12]。



本文将从螺旋管内二次流现象对管内流动与传热特性的影响开展研究，并分析不同

入口雷诺数 Re 对二次流现象的影响，为 MPDT 螺旋蒸发管的高性能设计提供参考。

1 几何模型

螺旋管的几何参数如图 1 所示。D 为螺旋管的螺旋直径，d 为螺旋管的管径，P 为

螺旋管的螺距，L 为螺旋管的螺旋中心线长度，n 为缠绕圈数。采用锂作为管内工质，螺

旋直径 D=200mm，螺旋管直径 d=12mm，螺距 P=50mm，缠绕圈数 n=5，螺旋管中心线

长度 L=3151.52mm。

图 1 螺旋管几何示意图

本研究中采用的工质锂，其在标准状态下的气液两相物性参数如表 1 所示，可看出

其气液两相物性参数相差极大，假设液态锂和气态锂均为常物性。

表 1 锂的物性参数

Properties Liquid Vapor

 3kg m 402 0.0505

 kg m s  1.344×10-4 1.33×10-5

 W m K  70.0024 0.105

 pC J kg K 4169 7.172

p Pa 101325 101325

satT K 1600 1600

2 数值方法及验证

2.1 控制方程



采用数值模拟的方法研究螺旋管内工质锂的流动传热特性，本文结合 VOF 多相流

模型、Realizable k-ε模型、以及 Lee 相变模型，求解计算管内气液两相流动涉及的连续

性方程、动量守恒方程以及能量方程。

1) VOF 多相流模型

螺旋管管内工质锂以液态锂的形式进入，在管内受热发生相变气化，本文采用 VOF
模型对管内两相流动传热过程进行数值模拟。VOF 模型是通过设定每个控制体积内的两

相体积分数和为 1，来求解连续性方程、动量方程以及能量方程。气液两相体积分数分

别为 l 和 v ，当 1v  时表明控制体内全为气相，当 1l  时表明控制体内全为液相。

VOF 模型跟踪气液相间界面是通过求解各相体积分数的连续方程来完成的。

气液两相连续性方程如下：
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气液两相动量方程如下所示：
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气液两相能量方程如下：
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式中 l 和 v 分别为液相、气相的体积分数， lU 和 vU 分别为液相和气相的速度， l

和 v 分别为液相和气相的密度， lvm 和 vlm 分别为气液两相间进行的质量传递，  、 v分

别为混合密度、速度，F 为体积力，μ为黏性系数，keff为有效导热系数，Sh为能量源项。

2) 湍流模型

本文研究采用的湍流模型为 Realizable k-ε模型，方程如下：
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在上述方程中，Gk 为由于时均速度梯度引起的湍动能源项，Gb 为浮力产生的湍流

动能源项，本文研究不考虑重力此项可忽略，k 为湍流脉动动能，ε为湍流脉动动能耗散



率。σk和 σε分别为 k 和 ε的湍流 Prandtl 数，C1、C2、Cε1、Cε3为常数系数。

3) 相变模型

本文选用的相变模型为 Lee[13]模型，此模型假定相变是在恒定压力和标准热平衡状

态下发生的，质量传递主要取决于饱和温度；在涉及气液相变的数值计算中，需要对多

相流体系进行流动行为预测，另外还需要计算传热传质源项并添加到能量方程、质量方

程中实现。

蒸发： ,sat
lv l l l l sat

sat
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m T T

T
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冷凝： ,sat
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(13)

Lee 模型中蒸发和冷凝时间因子 γl，γv均取 0.1S-1，时间松弛因子过大会导致数值计

算发散，时间松弛因子过小会造成气液界面温度偏离饱和温度较多。hfg为气化潜热。

2.2 边界条件及求解设置

本研究中螺旋管入口采用速度入口边界（Velocity-inlet），入口速度为 0.2m/s，入口

温度为 500K；螺旋管出口采用压力出口边界（Pressure-outlet），压力为 0 Pa，壁面采用

恒壁温边界 Twall=1700K。

本文采用压力隐式算子分割算法（PISO）；压力项空间离散化采用预压交错格式

（PRESTO!）；体积分数方程采用几何重构格式（Geo-Reconstruct）；动量、能量、湍动能

及湍流耗散率均采用二阶迎风格式；时间步长为 1×10-5s。
2.3 网格划分及模型验证

对图 1 所示的几何模型进行网格划分，采用六面体网格对螺旋管进行结构化网格划

分，本文研究不同速度入口下的螺旋管尺寸均一致，螺旋直径 D=200mm，螺旋管直径

d=12mm，螺距 P=50mm，缠绕圈数 n=5，网格示意图如图 2 所示。

（a）入口网格示意 （b）局部壁面网格示意

图 2 螺旋管网格划分示意图

分别对上述螺旋管以不同网格数进行划分，得到 400,000、730,000、1,230,000 和

2,340,000 的网格，并针对四种不同网格以出口气相体积分数及质量流量进行网格无关性



验证；结果如图 3 所示，表明网格大小为 1,230,000 的出口气相体积分数 αv 和质量流量

ṁ与网格大小为 2,340,000 结果分别相差 1%和 1.9%，因此采用网格数为 1,230,000 的网

格计算是合适的。
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图 3 网格无关性验证

基于上述数值模型，对制冷剂 R141b 在二维管道内流动沸腾进行数值模拟并对比实

验[14]，选取不同的湍流计算模型进行对比，验证本文选取的数值模型的可行性和准确性。

图 4 为管道内不同截面处的壁面换热系数与实验数据的对比，结果表明，选取的不同湍

流计算模型与实验得到的数据变化趋势基本一致，其中 Realizable k-ε模型与实验数据误

差最小，在 7.2%以内，因此本文选取 Realizable k-ε模型是可行的。
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图 4  RNG k-ε、Realizable k-ε 与 Standard k-ω 模型

壁面传热系数分布与实验数据对比

3 流动与传热特性分析

3.1 流动特性

3.1.1 速度分布

选取入口速度为 0.2m/s、入口雷诺数 Re=7000 工况分析，将螺旋管按照缠绕圈数



划分成 5 圈，从入口开始间隔 θ角度得到一圆截面。图 5 为 Re=7000 时，螺旋管沿程

截面流线图。选取了第一圈上 θ=45° 、70° 、90° 、180° 、360° 以及第二圈

θ=360° 等不同圆截面的流线分布，结果表明由入口开始沿程方向，入口附近第一圈截

面中出现明显的二次流涡旋现象，且出现的位置并不固定；但随着流动的进行，涡旋位

置逐渐靠近螺旋管的外侧，且进入到螺旋管第二圈后，管内截面的涡旋现象逐渐消失。

图 5 Re=7000 时，螺旋管沿程截面流线图

3.1.2 二次流强度

据以上流线图定性分析可知，螺旋管内二次流现象主要存在于入口段，而随着流

动的进行，二次流现象在逐渐消失。二次流现象的表征方式可由二次流强度 s 和入口迪

恩数 De 来表征。

maxr

axi

v
s

v
 (14)

1 2 1 2

e Ud d d
D Re

D D





   
    

   
(15)

式中 maxrv 为径向最大速度， axiv 为轴向主流平均速度。

由二次流强度 s 以及迪恩数 De 可知，图 5 中出现的二次流涡旋现象可能与垂直于

主流的截面上径向速度与主流速度相对大小以及螺旋管几何结构参数有关。根据迪恩数

De 表达式可知，入口雷诺数 Re 对二次流现象也会产生影响。因此，本文将以二次流强

度 s 和入口雷诺数 Re 参数的角度来描述二次流现象。

图 6 为 Re=7000 时，截面二次流强度 s 沿程分布。结果表明，在螺旋管的沿程流

动过程中，二次流强度 s 呈现出先增加后在一定范围内波动，最后趋于稳定的变化趋

势。图 7 为截面径向速度与主流速度的沿程分布，由图可知，在螺旋管入口段（0-
800mm）由于此时径向速度与主流速度相差不大，因此入口段二次流强度 s 明显高于后

续二次流强度；随着流动进行，主流速度快速增加，径向速度增加缓慢，此时二次流强



度 s 减小，二次流影响随之削减。
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图 6 Re=7000 时，截面二次流强度 s

沿程分布

图 7 Re=7000 时，截面径向速度与主流

速度的沿程分布

由以上螺旋管管内流动特性分析，发现管内入口初始段受二次流影响明显，因此通

过改变入口速度来研究管内二次流现象对流动传热的影响。选取入口速度分别为 0.2m/s、
0.4m/s 和 0.6m/s 三种工况，对应入口雷诺数 Re=7000、14000 和 21000。

图 8 为不同入口雷诺数 Re 下沿程二次流强度 s 的分布。可以看出，随着入口雷诺数

Re 的增加，二次流强度 s 变化曲线呈现出在入口段波动，且幅值增加，同时曲线的峰值

逐渐靠近入口；随着雷诺数 Re 增加，二次流强度 s 最大值增加，二次流强度对入口段流

场的影响逐渐增加，且越靠近入口位置，影响越大；对于沿程流动后半段而言，入口雷

诺数 Re 的增加并未产生明显的影响，二次流强度 s 变化不大。
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图 8 不同入口雷诺数 Re 下，二次流强度 s 的沿程分布

3.2 传热特性

3.2.1 气液两相分布

从入口水平中心线沿着螺旋管的螺旋线方向，截取螺旋管流场的中心界面，如图 9
所示为 Re=7000 时，第 1-5 圈螺旋管中心界面上气液两相分布。结果表明，从入口开始，

液态锂进入螺旋管道后，开始受热，在壁面附近产生气泡，随后沿程流动过程中不断气



化，气相不断增加。在入口初始段，气液两相分布混乱，由于此时流体速度不大，受离

心力影响较小，此时也是二次流强度影响较大的范围，故在此区域内气液两相分布混乱。

图 9 Re=7000 时，第 1-5 圈螺旋管中心界面上气液两相分布

如图 10 所示，为 Re=7000 时，螺旋管第 4 圈沿程圆截面上的气液两相分布云图。

结果表明，随着流动的进行，气相逐渐增加，各圆截面上气相占比增大。受螺旋管几何

结构带来的离心力等影响，管内气液两相分布逐渐均匀，且气相集中于螺旋管的内侧，

液相集中于螺旋管的外侧。

图 10 Re=7000 时，第 4 圈上螺旋管沿程圆截面上气液两相分布云图

图 11 为不同入口雷诺数 Re 下，沿程气相体积分数 αv 变化。随着入口雷诺数 Re 的

增加，入口段的气液两相分布波动出现的峰值点逐渐远离入口，且都在入口段出现气液

两相体积分数波动的趋势，但随着入口雷诺数 Re 的增加，波动的频率和幅值在快速减



小；此外，入口雷诺数 Re 越大，螺旋管沿程后半段气相体积分数越大，从而可以获得更

高气相体积分数的出口锂蒸气。
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图 11 不同入口雷诺数 Re 下，沿程气相体积分数 αv变化

3.2.2 传热系数分布

沿程截面上壁面传热系数 h 与二次流强度 s 的关系如图 12 所示。从图中可以发现，

二次流强度 s 呈现先增大后减小，最后趋于稳定阶段；而沿程各圆截面的壁面换热系数

h 总体上呈现先减小后增大，随后呈现稳定的趋势；两者都在螺旋管入口段 0-1000mm 范

围内呈现较大的波动变化，而该范围二次流涡旋现象明显，气液两相分布混乱。根据二

次流强度 s 分布及沿程截面各项速度变化可知，在螺旋管入口段，二次流强度对于主流

的影响较大，结合图 12 可以分析得到，入口段的二次流现象有利于增强了壁面与流体之

间的传热效果；对于螺旋管后半段，受离心力影响，主流速度快速增加，二次流强度影

响降低，传热效果变化不大，但气液两相分布更加均匀，气相体积分数增加，有利于获

得更优质的出口蒸气。
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图 12 Re=7000 时，沿程截面上壁面传热系数 h 与二次流强度 s 的关系

图 13 为不同入口雷诺数 Re 下，沿程截面上壁面传热系数 h 变化。由图可知，当液



态锂进入螺旋管后，在管内受热升温开始气化，由于入口段二次流强度大，管内气液两

相分布混乱，有利于增强了传质传热效果，且液态锂的比热比高于气态锂的比热比，因

而入口段壁面换热系数高于后半段。

随着入口雷诺数 Re 的增加，入口段的壁面换热系数 h 增大，这表明增大入口雷诺

数 Re 可以增强入口段二次流现象对于管内传热传质效果，从而可以获得更高气相体积

分数的出口锂蒸气；沿程后半段即 L>1000mm，入口雷诺数 Re 越大，壁面换热系数相对

更小，但三者相差很小，可以表明二次流现象对螺旋管沿程后半段的影响微弱。
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图 13 不同入口雷诺数 Re 下，沿程截面上壁面传热系数 h 变化

4 结 论

本文分析了 MPDT 螺旋蒸发管内二次流现象的流动传热特性，并开展不同入口雷诺

数 Re 对二次流现象的影响研究，得到如下结论：

1) 螺旋管沿程流动过程中，液态锂受热发生相变，气液两相分布在入口段呈现分

布混乱现象，受沿程流动过程中离心力加速的影响，管内流体各项速度均呈现

增大趋势，气液两相逐渐呈现分布均匀的趋势，气相集中于内侧，液相集中于

外侧。

2) 由于几何结构的特殊性，在管内会出现区别于主流运动的二次流现象。入口段

二次流强度明显高于沿程后半段，同时入口段壁面换热系数高于沿程后半段，

这表明二次流现象有利于增强入口段气液两相间的传质传热，而对沿程后半段

影响微弱。

3) 随着入口雷诺数的增加，二次流强度增加。同时越靠近入口位置，二次流强度

越大，促使管内气液两相分布更快速的呈现分布均匀趋势，且入口雷诺数的增

加，壁面换热系数增加，有利于增强二次流现象对管内传热传质的效果；同时

螺旋管沿程后半段气相体积分数更高，出口气相体积分数更高，有助于获得更

高质量的出口锂蒸气。
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摘要：液滴在热基底上的蒸发作为一种常见现象，已得到了广泛的实验探究；实验中最常出现的液滴

润湿模式为混合模式，但目前缺乏相关数值模拟研究。本文利用数值模拟方法实现了上述过程，在经过

实验数据的比对后结合流体力学与传热传质学，考察分析了液滴蒸发过程中内外部温度场、流场及水

蒸气浓度场的变化规律，并解耦了液滴受热蒸发的扩散与对流作用。本文研究成果为后续相关实验提

供了数据参考，在电子器件热管理等领域有良好应用价值。

关键词：液滴蒸发；润湿特性；多物理场；数值模拟

0 前言

液滴在固体表面上的蒸发是大自然与工业生产中的常见现象，该过程由液滴表面附

近与周围环境间的蒸气浓度梯度驱动，而对固体表面进行加热将加速这一过程。液滴的

蒸发现象已被广泛应用于电子器件冷却[1]、喷墨打印[2]、生物医药[3]等领域。研究者们对

液滴蒸发的研究涵盖了该过程中的液滴润湿性分析[4]与动态特性分析（液滴形态变化[5]、

蒸发速率[6]、内部流动[7]）等。与常温下的液滴蒸发相比，液滴在热基底上的蒸发过程更

为复杂：此时液滴与周围环境之间，以及液滴内部存在温差，这造成了液滴内部的物性

差异（密度、粘度、表面张力等），并产生了复杂的流动。而在以上几大类研究中，对液

滴蒸发过程中润湿性分析的起步较早，取得的成果亦较丰富。

研究者们通过大量的实验观测与理论分析，总结了液滴蒸发过程中的几种润湿模式
[8-10]。（1）恒定接触角（Constant Contact Angle, CCA）模式：表面几乎不对液滴施加钉扎

力，蒸发过程中液滴接触角基本保持不变，接触线持续回缩。（2）恒定接触线半径

（Constant contact radius, CCR）模式：表面在液滴蒸发全过程中对其施加足量钉扎力，

使得液滴接触线半径基本恒定，接触角持续减小。（3）混合（mixed）模式：该模式可以

是蒸发过程中 CCA 与 CCR 模式的结合，亦可以是蒸发过程中液滴接触线半径与接触角

同步减小。实际基底表面上的液滴在多数情况下展现的是混合模式蒸发。数值模拟是探

究液滴蒸发过程的重要手段，其一方面可以丰富实验工况，扩充液滴蒸发过程的数据集，

另一方面可以对该过程中的多项物理场（浓度、压力、温度等）变化及液滴内部流动进

行更细致的探究。然而目前的数值模拟研究对于液滴蒸发过程的润湿性变化基本采用

CCA 或 CCR 模式[11,12]，与实际过程存在差异，这是现有研究亟需改进的一点。

本文使用 COMSOL 软件，对水液滴在热基底上的混合模式蒸发过程进行了数值模
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拟，并得到了实验数据的验证；考察了液滴蒸发过程中计算域温度场、流场及水蒸气浓

度场的变化，并在对浓度场变化的分析中解耦了液滴受热蒸发的扩散与对流作用。

1 理论基础及数值模拟方法

1.1 液滴蒸发过程的理论基础

液滴蒸发过程由液滴表面附近与周围环境间的蒸气浓度梯度驱动，气体区域的蒸气

质量传递方程可写为：

డ

డ௧
+ ݑ ∙ ∇ܿ= ∇ ∙ ∇ܦ) )ܿ (1)

其中 c 为蒸气浓度，t 为时间，u 为流体速度，D 为质量扩散系数。在该过程中，液滴与

周围蒸气及气体的传热方程可写为：

ቀܥߩ
డ்

డ௧
+ ݑ ∙ ∇ܶቁ= ∇ ∙ (݇∇ܶ) (2)

其中 ρ, Cp, T, k 分别为流体的密度、定压比热容、温度及导热系数。

对液滴蒸发过程的求解还需借助一系列边界条件。一般地，可认为气液界面处蒸气

浓度为该界面所处温度对应的饱和蒸气浓度，即 clv = csat(Tlv)。对于水液滴，在表面温度

已知的情况下，其对应的饱和蒸气压 psat可由以下 Antoine 经验方程求出[13]：

logଵ(ୱୟ୲) = 8.0713 −
ଵଷ.

ଶଷଷ.ସଷା்
(3)

温度、压力的单位分别为 K、mmHg。于是 clv可近似通过理想气体状态方程得出：

୪ܿ୴ = ୱܿୟ୲( ୪ܶ୴) =
౩౪(் ౬ౢ)

ோೞ் ౬ౢெ ೢ
=

ଵ
ఴ.బళభయష

భళయబ.ల
మయయ.రయశ ౬ౢ

ோೞ் ౬ౢெ
(4)

其中 Rs 和 M 分别为气体常数和相对分子质量，对于水液滴，Rs = 461.5 J/(kg∙K)，M =
0.018 kg/mol。此外，对于距液滴较远处的蒸气浓度，可通过下式求得：

ஶܿ = ߮ ∙ ୱܿୟ୲( ஶܶ ) =
ఝ౩౪( ಮ் )

ோೞ ಮ் ெ
(5)

其中，φ表示环境气体中该蒸气的相对湿度。

1.2 数值模拟方法

本文使用 COMSOL 软件（COMSOL Multiphysics 5.6）对液滴在热基底上的蒸发过

程进行数值模拟。本文的模拟条件主要参考 Yang 等[12]的工作，即使用流动、传热、传质

三大物理模块的耦合，以及动网格气液界面追踪方法。但需要强调的是，本文对于液滴

润湿性的模拟采用了混合模式，这与大部分模拟工作均不同。

具体而言，在固液界面的边界条件设置中，相较 CCA 模式的滑移（slip）边界条件

与 CCR 模式的无滑移（no slip）边界条件，本文采用了纳维滑移（Navier slip）边界条

件，其本质是在固液界面添加了摩擦力。为实现混合模式的液滴蒸发，需在固液界面处

进一步施加回复力；在 COMSOL 中可通过指定三相点接触性质，实现回复力的施加。

在液滴蒸发过程中，若其体积 V 与接触线长度 Rc已知，可通过几何关系推导出动态接触

角 θ；进一步地，通过对液滴后退接触角 θr（表征液滴接触线回缩时对应的接触角）的

设置，可在模拟过程中实现 CCR 模式向 CCA 模式的转换。这属于液滴蒸发混合模式的



3

一种，已在实际液滴的蒸发过程中被多次观测到。

数值模拟计算域及其网格划分如图 1 所示。为节约计算资源，使用二维旋转对称模

型进行计算；网格为 1.4 万三角形网格，在模拟过程中添加了网格自适应与自动重新划

分功能，以保证网格质量并实现结果的收敛。液滴为水，初始体积 V0 = 4 μL，初始接触

角 θ0 = 120°，后退接触角 θr的设置参考 Lin 等[14]的实验结果；液滴的各项热物性随温度

变化的关系式均可从 COMSOL 材料库中引用。热基底为聚四氟乙烯（PTFE），底面温度

Ts = 20°C；环境温度 T0 = 20°C，相对湿度 φ = 30%。

图 1 模拟计算域及网格划分：(a) 整体计算域；(b) 核心计算域（液滴及其周围）

2 结果与讨论

2.1 液滴蒸发过程在混合润湿模式下的形态变化

图 2 展示混合润湿模式下液滴蒸发过程的形态变化，图片上方时间轴显示的时间为

无量纲蒸发时间 t*，该无量纲时间代表了当前蒸发时长与液滴蒸发总时长的比值。图中

展示混合模式下液滴蒸发过程的形态变化，液滴在全过程中经历了从 CCR 模式到 CCA
模式的变化；其中，t* = 0.77 为两种模式的转变点，对应液滴结束钉扎，接触线半径开

始收缩的时刻，该润湿模式在液滴蒸发的实际过程中已被广泛观察到。综上，本文建立

的模型实现了此前相关模拟研究中未能实现的混合模式液滴蒸发模拟，增强了该模型对

实际液滴蒸发问题的适用性。

图 2 混合润湿模式下液滴蒸发过程的形态演变模拟结果（Ts = 80 °C，φ = 30%）。图中红色区域代表

液体，蓝色区域代表气体。

为验证本文模拟模型的可靠性，可将上述模拟结果与相近工况下的液滴蒸发实验结

果[14]进行对比。图 3 展示混合模式液滴蒸发的对比结果，此处从同时刻液滴形态与液滴

体积两个维度进行比较。图中选取的实验亦使用 PTFE 基底，液滴初始接触角 117.2°。
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从图 3(a)-(d)可看出，实验与模拟中同一无量纲时间展示出的液滴形态基本相同；略有差

异的原因主要是图 3 用以对比的实际蒸发过程后半阶段并非严格的 CCA 模式，在液滴

接触线半径收缩的同时，液滴接触角亦有所减小[14]。图 3(e)展示实验与模拟中液滴体积

随蒸发时间的变化，可看到两者的体积在各时刻均基本相同，模拟相对实验结果的绝对

偏差最大值仅为 0.2 μL（偏差主要来源于混合模式的 CCA 阶段，原因同前述）。综合以

上对比结果，本文使用的模拟模型是可靠的，故可以利用其进行液滴在热基底上蒸发过

程的更进一步探究。

图 3 混合模式液滴蒸发的模拟与实验结果对比（Ts = 80 °C，φ = 30%）：(a)-(d) 蒸发过程各时刻液滴

形态的对比，图中比例尺长度为 0.5 mm，顶部数字代表无量纲蒸发时间；(e) 相同工况下模拟与实验

中的液滴体积随时间的变化。

2.2 混合模式下液滴受热蒸发过程的物理场变化

2.2.1 液滴内外部温度场变化

本节对混合模式液滴受热蒸发过程中的内外部温度场变化进行分析，与常温下的液

滴蒸发相比，加热基底对液滴蒸发过程有重要的影响。图 4(a)展示混合模式下整体计算

域温度场分布随时间的变化。可以看到，整体温度场梯度大致沿基底底部（热源）向上，

且在较短的时间内（t* < 0.39）基本达到了稳定，该温度场分布主要源于自然对流作用。

图 4 混合模式液滴蒸发过程的液滴内外部温度场随时间的变化（Ts = 80 °C，φ = 30%）：(a) 整体计

算域；(b) 局部计算域。图中色柱表示温度（K）。
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图 4(b)为混合模式下以液滴为中心的局部计算域温度场分布。首先可以看到，常温

液滴放置在热基底上，基底表面由于受液滴蒸发的冷却作用，其温度较底部设定温度（Ts）

低 15-20 K。其次，随着液滴蒸发的进行，其内部最大温差较快地（t* < 0.39）减小至 5
K 以内；对于液滴在热基底上的热量传递过程，若只存在导热效应，液滴内部应出现明

显的温差（液滴底部温度接近 Ts，顶部温度接近 T∞）；呈现如此温度场分布的原因为液

滴内外部的流动与对流作用，将在 2.2.2 节对此进行具体分析。

2.2.2 液滴内外部流场速度变化

液滴蒸发过程中内外部温度场分布往往与液滴内外部流动密切相关[7,12]，故本节对

各润湿模式下液滴蒸发过程中的内外部流场速度分布进行对比分析。图 5(a)展示混合模

式下整体计算域流场速度分布随时间的变化。从图中可以看到明显的液滴外部流动：整

体速度场分布在液滴的正上方附近形成了高流速区的聚集，代表流速方向的箭头指向总

体向上（在液滴附近处沿表面斜向上），且在较短的时间内（t* < 0.39）基本达到了稳定；

该流场速度分布主要源于自然对流作用，即气体内部因基底的加热产生了密度差，并驱

动密度较低（温度较高）的气体向上流动。

图 5 混合模式液滴蒸发过程的液滴内外部流场随时间的变化（Ts = 80 °C，φ = 30%）：(a) 整体计算

域；(b) 局部计算域。图中色柱表示流动速度（m/s）。

图 5(b)为混合模式下以液滴为中心的局部计算域流场速度分布。首先，液滴内部流

动沿气液界面自下而上，在液滴中心线处附近自上而下流动，并在液滴底面从中心向接

触线方向流动，形成了流动循环，此即为热效应 Marangoni 流动，已被多项相关实验或

模拟研究所证实[15,16]；其成因是液滴底部受热，造成了液滴自下而上的温度及表面张力

分布不均，而水滴表面张力随温度升高而减小，故产生了这一流动；这一流动充分混合

了液滴内部各处的流体，使得液滴内部因底部受热导致的温度分布不均的趋势明显缓解

（图 4(b)）。其次，随着液滴蒸发的进行，液滴内部流动逐渐减弱（云图颜色与箭头长度

的变化）；这一方面是因为随着液滴的蒸发与其体积的减小，其接触角与曲率持续减小，

液滴内部的流动循环逐渐受到压缩和破坏，流动逐渐被削弱；另一方面是因为液滴高度

随液滴蒸发的进行而减弱，导热热阻逐渐减小，即液滴内部温度非均匀分布的趋势减小，

故液滴内部流动逐渐减缓。
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2.2.3 环境水蒸气浓度场变化

前述章节已提到，水液滴蒸发由液滴表面附近与周围环境间的蒸汽浓度梯度驱动，

故有必要对液滴蒸发过程中的周围环境水蒸气浓度变化进行考察。在进行分析之前，需

要先提出液滴蒸发质量速率(dm/dt)w的表达式[14,17,18]：

ቀ
ୢ

ୢ௧
ቁ
௪
ൌ ௪ܴܯߨ ∙ (െܦ௪ )ൣܿ௦௧ǡ௪ ( ௗܶ) െ ߮ ή ௦ܿ௧ǡ௪ ( ܶ)൧ήൣ݂ (ߠ)  ௪ܽ ǡଵܴ ௪ܽ

ೢ ǡమ൧ (6)

其中，下标 w 表示水液滴，f(θ)为与液滴接触角相关的系数，aw,1，aw,2为与液滴周围自然

对流相关的系数，Raw为自然对流瑞利数。

图 6 展示混合模式下液滴蒸发过程的环境水蒸气浓度随时间的变化，此处只展示液

滴周围局部计算域的浓度变化，而整体计算域内大部分区域的浓度近似等于环境水蒸气

浓度，即最外边界的水蒸气浓度；图中的红色箭头表示气液界面处的水蒸气质量通量。

由各无量纲蒸发时间对应的图可以看到，随着蒸发过程的进行，液滴周边小范围内的水

蒸气浓度逐渐升高，其质量通量亦逐渐增大。在液滴蒸发初期，液滴表面附近空气中的

水蒸气浓度近似均匀分布，由式(6)及图中的箭头可知，液面各处水蒸气质量通量亦基本

一致。随着液滴蒸发过程的进行，液滴接触线附近的水蒸气浓度相较液滴顶部附近有一

定升高，即水蒸气浓度梯度（质量通量）较大的区域移至液滴接触线处附近，这与图中

红色箭头的分布规律吻合。2.3 节将对以上物理场变化的原因进行更详细的分析。

图 6 混合模式液滴蒸发过程的计算域水蒸气浓度随时间的变化（Ts = 80 °C，φ = 30%）。图中色柱表

示摩尔浓度（mol/m3），红色箭头表示液面处水蒸气质量通量。

2.3 液滴蒸发过程的水蒸气质量传递：扩散与对流

如 1.1 节所言，液滴蒸发过程质量传递的驱动力为液滴表面与周围环境间的水蒸气

浓度差，此即为扩散作用；而对于热基底上的液滴蒸发过程，通过 2.2 节对该过程多物

理场变化的分析可知，液滴内外部均存在较强的流动；通过式(6)可知，液滴内外部流动

对液滴蒸发传质过程有重要影响，此即为对流作用。本节对液滴蒸发过程中各时刻及液

面各位置处的扩散与对流作用进行解耦与分析。

根据以上表述，可将液滴蒸发过程中的总质量通量 Jt解耦为扩散质量通量 Jd和对流

质量通量 Jc，即：

௧ൌࡶ ௗࡶ  ࡶ (7)
以下对混合润湿模式下液滴蒸发过程中的质量传递过程进行分析。图 7 展示混合模式下

液滴蒸发过程中计算域内水蒸汽浓度与液面处质量通量分布，图 7(a)与图 7(b)分别为扩

散通量与对流通量；右侧折线图的横坐标表示该时刻液滴表面其中一点相对于液滴顶部
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的无量纲位置 z*（以下简称“液滴表面位置”），即 z* = (z0 – z) / z0，z0和 z 分别为液滴顶

部和该点的纵坐标；z* = 0 表示液滴顶部，z* = 1 表示液滴三相线处。

图 7 混合模式液滴蒸发过程的水蒸气质量传递（Ts = 80 °C，φ = 30%）：(a1)-(a2) 各时刻扩散质量通

量及其沿液滴表面位置的变化；(b1)-(b2) 各时刻对流质量通量及其沿液滴表面位置的变化。图中色柱

表示水蒸气摩尔浓度（mol/m3），红色箭头表示液面处水蒸气质量通量。

对于扩散通量分布，其方向在气液界面各处均沿法向向外（图 7(a1)），这符合扩散

作用下水蒸气浓度梯度的分布；在液滴蒸发的中后期，沿液滴表面从顶部至三相线处的

扩散通量单调增加（图 7(a2)），即液滴顶部的通量最小，三相线处的通量最大，该结果

与 Stauber 等[19]的理论分析结果一致。对于对流通量分布，其方向在液滴表面处与之相

切并斜向上流动（图 7(b1)），这与 2.2.2 节介绍的液滴内部流动（Marangoni 流动）与外

部流动（自然对流）特征均相符，表明了液滴内外部流动对液滴蒸发传质过程的影响；

沿液滴表面从顶部至三相线处的对流通量先增后减，在中间某一点处达到极大值（图

7(b2)）；该变化趋势同样与液滴内外部流动相关，即对流通量极大值位于液滴内外部流

动最强烈之处（图 5(b)）。
总质量通量为扩散通量与对流通量的矢量叠加，其在方向上既不垂直亦不平行于液

滴表面（图 6 红色箭头），沿液滴表面的大小分布情况因所处蒸发阶段的不同而不同（图

8）。对于液滴蒸发早期阶段（t* = 0.39），对流通量强于扩散通量，故总通量沿液滴表面

的大小分布与同时刻对流通量的分布一致，即先增后减，在中间某一点处达到极大值；

对于液滴蒸发后期阶段（t* = 0.77 和 t* = 0.88），由于对流作用被削弱（详细分析见 2.2.2
节），故此时扩散通量占主导，总通量沿液滴表面的大小分布与同时刻扩散通量的分布规

律一致，即单调增加：液滴顶部最小，三相线处最大。
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图 8 混合模式液滴蒸发过程的水蒸气质量传递（Ts = 80 °C，φ = 30%）：(a1)-(a2) 各时刻扩散质量通

量及其沿液滴表面位置的变化；(b1)-(b2) 各时刻对流质量通量及其沿液滴表面位置的变化。图中色柱

表示水蒸气摩尔浓度（mol/m3），红色箭头表示液面处水蒸气质量通量。

3 结 论

本文利用数值模拟方法探究了混合润湿模式下液滴在热基底上的蒸发过程，复现了

实验结果，并探究了在扩散与对流共同作用下该过程的多物理场变化。具体结论如下：

（1）实现了混合润湿模式的液滴受热蒸发模拟，即液滴在蒸发过程中先处于钉扎状

态（接触线半径恒定），在其接触角达到后退接触角后，呈现恒定接触角模式的蒸发；以

上模拟与实验结果吻合良好，表明了该模拟模型的可靠性。

（2）考察了液滴受热蒸发过程中的温度场与流场变化规律，其中温度场变化规律与

液滴内外部流动密切相关，而液滴内外部流动分别由液滴表面温差引起的热效应

Marangoni 流动和气体密度差引起的自然对流效应产生。

（3）解耦了液滴受热蒸发中的扩散与对流作用：扩散通量沿液滴表面法向向外，从

顶部至三相线处逐渐增大；对流通量沿液滴表面切向斜向上，从顶部至三相线处先增后

减；上述变化趋势与液滴蒸发过程中的形态变化及液滴内外部流动相关。水蒸气总质量

通量为二者的矢量叠加，其分布规律受扩散与对流作用的相对强弱影响。
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摘要：本文设计了一种带有微槽结构的锥形铜板。在常压下，对蒸汽在水平锥形微槽铜板表面的流动

冷凝传热进行了实验研究，并对表面冷凝液滴的运动行为进行了可视化观测。在所有微槽铜板上冷凝

液滴不断长大并合并成更大的液滴，最终在蒸汽剪切力与重力的作用下沿微槽道排除。实验研究了微

槽数与顶部平面直径对传热特性的影响。结果表明，微槽数的增加对压降影响较小且对传热系数的提

高有积极作用，顶部直径的增大会增大压降。

关键词：锥形微槽表面；冷凝传热；可视化观测；排液

0 前言

冷凝传热与我们的生活息息相关，广泛应用于航空、电力、机械、化工等领域，探

索新的表面结构对提高传热效率意义重大。研究人员通过表面改性和降低表面能来实现

这一目标，如提高表面粗糙度[1]、金属聚合物涂层[2]、氧化铜纳米结构[3]、石墨烯涂层[4]、

非润湿固体表面[5]、涂抹润滑剂 [6]等。随着研究的深入，一些研究人员还发现了新的表

面，Wen[7]报道了一种可以通过空间约束效应控制液滴成核的纳米疏水表面。Wang[8]采

用纳米柱和微柱相结合的方法制备了超疏水表面，提高了传热性能。Zhang[9]等在低过冷

度下实现了蜂窝超疏水微孔表面上稳定的液滴跳跃。Holagh[10]和 Bergles[11]发现，与光滑

表面相比，扩展表面表现出更好的性能。Qi[12]研究了沟槽表面的冷凝传热，结果表明渐

开线槽有利于降低热阻。

虽然这些结构表面具有较好的强化传热效果，但不可忽视的是，随着冷凝的发生，

传热表面会聚集大量冷凝液，使冷凝传热恶化。如何及时排出冷凝积液引起了研究人员

的兴趣。在微观结构上，Natesh[13]通过设计非对称通道实现了定向排液。对于双亲模式

排水，Lee[14]制作了不同形状的双亲图案表面，其中 Sierpinski 分形增加了界面周长，有

效改善了排水。对于条形图案化表面[15-17]，疏水区宽度越小，疏水效果越好。Chatterjee[18]

在疏水表面研究了直径为 0.25 mm 的岛型图案并观察到排液速率增加。Mahapatra[19]通过

交错排列改变了空间布局实现快速排水。Liu[20]将激光制作的微沟槽应用于超疏水-超亲



水楔形图案表面，降低了流动阻力，提高了排液速度。Yang[21]在混合表面上采用交替的

倒 V 形通道来加速排液。然而，图案表面也带来了一些问题。例如，在超弹性材料上使

用激光织构可以减少能量传递，但均匀性改善不明显[22]。温度变化会使激光织构的图案
[23]受到交叉污染，使超亲水区域变成超疏水区域。等离子体纳米图案[24]在炎热潮湿的环

境中容易失去疏水性。通过增加一个外部装置可实现主动排液，Wikramanayake[25]和

Wang[26]研究表明，交流电场可以改变液滴的大小，更有利于从表面去除液滴。Weng[27]

利用反向电润湿现象进行连续去湿。Barakhovskaia[28]提出了蒸汽冷凝器的新概念，改善

了微重力条件下的排液问题。结果表明，泵与多孔介质的组合有利于改善凝结水的流动。

主动排液技术[29,30]虽然可以实现快速排液，但电源需要从外部接入，因而主动排水的成

本非常高，应用范围也非常有限。因此，通过设计一些微型排液槽或通道等来实现被动

式重力排液，是更可取的解决方案。

人们长期以来一直在屋顶上设计雨水排放装置。例如，张家塔村[31]和林芝[32]处于雨

量充沛的地区，需要使水流迅速流出。通过使用倾斜的屋顶，水沿着屋顶被收集到庭院

的沟渠中。受中国古代屋顶的启发，我们设计了一种新型的锥形微槽表面。本研究的目

的是研究在常重力条件下蒸汽在该水平表面上的冷凝传热特征及排液特性。因此，实验

循环回路被设计成在 1 个标准大气压力下进行。

1 实验

1.1 实验表面的构建

受中国传统古建（图 1a）的启发，本实验共设计了 8 个不同参数的具有排液微槽

的锥形铜板（1#，2#.....8#）以及一个用作对照实验的光滑锥形铜板(0#)作为研究对象，

铜板的结构参数如表 1 所示。由于黄铜具有良好的导热性且易于加工，因此本实验所用

铜板均由导热系数为 116.7 W/ (m·K)的黄铜（H62）通过 CNC 数控加工的方式制成。如

图 1b 所示，铜板厚 5mm、底部直径 40mm，排液微槽沿周向均匀分布。图 1c、f 为实

验铜板的实物图。

表 1 实验铜板参数

铜板编号 0# 1# 2# 3# 4# 5# 6# 7# 8#

微槽数量 0 18 18 18 18 36 36 36 36

顶圆直径(mm) 3 3 3 8 8 3 3 8 8

微槽顶端宽度

(mm)
- 0.523 0.523 1.396 1.396 0.262 0.262 0.698 0.698

微槽种类 光滑 紧密 间隔 紧密 间隔 紧密 间隔 紧密 间隔



(a) 攒尖型屋顶 (b) 铜板尺寸示意图

(c) 紧密型微槽表面 (d) 间隔型微槽表面
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图 1 实验铜板灵感来源及实物

1.2 实验装置

如图 2 所示，本冷凝实验的原理图主要由四部分组成：蒸汽发生系统、试验系统、

冷却系统和数据采集系统。实验过程中，储液罐里的蒸馏水在蠕动泵的作用下被供给到

蒸汽发生器中，生成的蒸汽通过不锈钢管输送至冷凝腔。在钢管周围布置了一个由温控

开关控制的电加热带，并用保温棉对钢管进行包裹，以确保进入冷凝腔的蒸汽温度维持

在 100± 0.1℃。通入冷凝腔的蒸汽只有一部分在实验铜板表面发生冷凝，其余的流入过

冷器冷却至液态并流回储液罐。此外，在实验系统中还安装了一个气囊，用于将系统气

压维持在 0.1MPa 左右。通过改变蠕动泵的转速来改变蒸馏水的流速，进而可以改变实

验系统的蒸汽流量，蒸馏水的流量可以通过玻璃转子流量计测得。实验系统中布置了多

个 K 型热电偶以测量不同的温度。此外，在冷凝腔进出口处安装了压力传感器以监测实

验过程中的压力变化。通过安捷伦 970A 数据采集仪对压力、温度数据进行采集，并利

用工业相机（MV-CS060-10GM）对实验铜板表面的冷凝现象进行可视化观测。

冷凝腔体主要由 6061 铝合金加工而成，图 3 是冷凝腔的剖面图。在冷凝腔的顶部有

一个观察视窗，视窗由具有电加热功能的高硼硅酸盐玻璃制成，在保持良好透光性的同

时也能避免蒸汽在玻璃表面的凝结。由高纯度黄铜制成的圆柱形冷却铜块（直径 40mm，

高 22mm）布置在冷凝腔底部中心区域，实验铜板水平放置在铜块上方，二者之间涂有

一层热导率为 6W/(m·k)的导热硅脂，导热硅脂的厚度可以忽略不计。铜块周围有聚四氟

乙烯进行隔热保护，防止热量沿径向散失。冷却铜块上钻有 3 组直径 1.5mm、深 10mm、

中心间距 6mm 的测温孔，用于布置热电偶以测量铜块的温度分布。冷却单元被紧密固

定在冷却铜块底部，恒温水槽持续以 6L/min 的流量向其输送恒温冷却液，冷凝过程中，

蒸汽所携带的热量将通过轴向导热沿铜块传递给低温冷却水，并随着冷却水的流动被带

走。所有安装连接处均采用 O 型橡胶密封条进行密封，以确保实验过程中的冷凝腔的气

密性。
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图 3 冷凝腔体剖视图

(1.高硼硅酸盐玻璃；2.玻璃盖板；3.腔体盖板；4.实验铜板；5.聚四氟乙烯隔热；

6.冷凝腔体外壳；7.冷却铜块；8.测温孔)

1.3 实验流程

按照图 2 连接各个仪器设备，使储液罐内加满蒸馏水。在安装实验铜板之前，先用

无水乙醇、去离子水超声波依次清洗实验铜板 5 分钟，去除机械加工过程中残留的油污

与杂质，待铜板烘干后将其安装在冷却铜块顶部。实验开始时，首先打开恒温水槽给冷

却单元提供低温冷却液，对冷却铜块进行降温的同时并预热蒸汽发生器。从数据采集仪

监测到的温度可知冷却铜块的温度变化，待其趋于平稳后打开蠕动泵，蒸馏水缓缓流入

蒸汽发生器并产生源源不断的蒸汽。然后打开排气阀，利用新生成的蒸汽排除系统中存



在的不凝结气体，减少不凝结气体对实验的影响，因为研究表明即使系统中存在的不凝

结气体含量很小，它也会显著降低表面的传热性能。不凝结气体排除后，关闭排气阀，

开始冷凝实验。所有的实验都是在一个大气压的条件下进行的。在实验系统运行 30min
后，每个测温点的数据均趋于平稳，这时我们认为实验表面的冷凝传热达到了准稳态过

程，收集并存储所有的实验数据。改变恒温水槽温度分别为 15℃、25℃、35℃、45℃；

循环蒸馏水流量为 30mL/min、40mL/min 和 50mL/min，每个工况至少进行三次实验以确

保实验的可重复性，测试完毕后更换实验铜板，重复以上操作。

2 数据处理

2.1 计算公式

由于实验铜板为锥形，呈现出“下大上小”的形状，在冷凝过程中铜板表面温度分

布并不均匀，铜板顶部的表面温度会大于侧面的温度，用顶部温度来代替整个冷凝传热

壁面的温度是不合适的。因此，基于加权平均的思想将锥形铜板折合成与冷却铜块等径

的柱状铜板，等价高度ܪ ∗为，

ܪ ∗ =
ܸ

ܣ
(1)

式中，ܸ为实验铜板的体积；ܣ为冷却块的横截面积，也即冷却铜块的上表面面积。

通过冷却铜块的热量可以由最小二乘法表示出来，

=ݍ ௨ߣ−
∑ −ݔ) )(ҧݔ ܶ− തܶ)ଷ
ୀଵ

∑ −ݔ) ҧ)ଶଷݔ
ୀଵ

(2)

式中，ߣ௨为铜的导热系数，ݔ为第 个݅测温孔与冷凝面的距离（即与等价表面的距离），

ܶ为第 个݅测温孔所测温度。其中平均温度 തܶ和平均距离ݔҧ可以由下式计算得到，

തܶ= ( ଵܶ + ଶܶ + ଷܶ) 3⁄ (3)

=ҧݔ ଵݔ) + ଶݔ + (ଷݔ 3⁄ (4)

然后，根据傅里叶导热定律可以推算出实验铜板等价表面的温度 ௌܶ
∗，

ௌܶ
∗ =

ݍ

௨ߣ
ଵݔ + ଵܶ (5)

于是，实验铜板表面的冷凝传热系数为

ℎ =
ݍ

∆ܶ
=

ݍ

ௌܶ௧− ௌܶ
∗ (6)

式中， ௌܶ௧为冷凝腔蒸汽温度。

本实验所采用的 K 型热电偶经校准后可达到± 0.1℃的温度测量偏差。CNC 数控加

工精度为± 0.02mm。实验过程中的实验误差由误差传递理论确定，如公式 7 所示。

݁ = ඨ൬
߲ܻ

ଵݓ߲
൰
ଶ

( ଵ)ଶݓ߲ + ൬
߲ܻ

ଶݓ߲
൰
ଶ

( +⋯+ଶ)ଶݓ߲ ൬
߲ܻ

ݓ߲
൰
ଶ

( )ଶݓ߲ (7)

其中，Y 是关于变量 wi的函数(Y = Y(w1, w2 . . . wn))， 为变量ݓ߲ wi的不确定度。由此

估计了热流密度、冷凝传热系数的不确定度分别为 5.14%，7.22%。

2.2 模型验证



为了验证实验装置的可靠性，首先进行了蒸汽在光滑锥形表面的膜状冷凝实验。光

滑锥形表面的实验结果与理论结果对比如图 4 所示。蒸汽在水平板上的层流膜状冷凝传

热系数的理论值由 Nimmo 和 Leppert 的方法[33]确定，其表达式如下所示。

ℎ =
ߣݑܰ

ܮ
= 0.82ቆ

ߩ
ଶ݃ℎߣ

ସ

ܮΔܶߤ
ଶ
ቇ

ଵ
ହ

(8)

其中，ߣ 分别为冷凝液的导热系数、密度、动力粘度。ℎ为气化潜热。使ߤ和ߩ，

用该方程进行计算时，冷凝液的所有物性参数均取冷凝液膜平均温度 ܶ =

( ௦ܶ௧+ ௌܶ
∗) 2⁄ 作为定性温度， 汽化潜热则取饱和蒸汽温度 ௦ܶ௧时对应的值。结果表明，

实验结果与理论结果较为吻合，平均偏差小于 14%。
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图 4 光滑锥形表面膜状冷凝传热系数实验结果与理论结果的对比

3 结果与讨论

3.1 种类对表面传热特性的影响

在实验过程中，利用工业相机对实验铜板表面的冷凝现象进行了可视化观测。图 5（a）
展示了冷却水温为 45℃且蒸汽流量保持在 30mL/min 时，0#、1#和 2#三个不同铜板表面冷凝

液滴的生长过程。随着冷凝过程的进行，在三个表面上，液滴的生长都经历了图 5（b）中的

四个过程，即成核（Ⅰ）、生长（Ⅱ）、合并（Ⅲ）以及迁移（Ⅳ）。当低温铜板与蒸汽接触时，

首先会在表面形成无数微小液滴，接着小液滴不断长大（如图中蓝色虚线所示），然后相邻的

两个或几个液滴会发生合并（如图中红色虚线所示），最终合并成的大液滴在蒸汽剪切力及重

力的作用下从表面滑落（如图中黄色虚线所示），液滴在滑落过程中会将沿途的液滴一起扫

除。至此，冷凝表面完成一次更新，液滴实现“成核-生长-合并-迁移”的循环过程，之后在

这个新产生的表面上将不断重复这四个过程。从图中也可以发现，两种微槽表面（1#和 2#）



的液滴生长周期均比光滑表面（0#）短且液滴分布更有规律，这是由于微槽限制了冷凝液滴

的无规则地随机运动，使其运动路径主要集中在沿微槽通道方向，这更利于液滴的合并与迁

移，极大缩短了表面更新所需时间，这种现象在紧密型微槽表面更加明显。与光滑锥形表面

相比，间隔型微槽表面与紧密型微槽表面的表面更新周期分别提高了约 71.9%和 96.4%。此

外，受表面结构的影响，两种微槽表面的冷凝液滴直径显然小于光滑表面，由于间隔型微槽

的尺寸更小，所以间隔型微槽表面液滴直径更小。考虑到冷凝过程中表面滞留的冷凝液会增

加冷凝传热热阻，降低后续冷凝传热效果，因此光滑表面上的传热效果比两种微槽表面较差

些。

(a)

(b)

0#

1#

2#

0 s 10 s 34 s 55 s

0 s

0 s 32 s19 s7 s

28 s15 s6 s

Ⅰ Ⅱ Ⅲ Ⅳ

图 5 冷凝表面液滴生长过程，（Ⅰ）成核、（Ⅱ）生长，（Ⅲ）合并和（Ⅳ）迁移

（a）液滴在微槽表面生长过程的图片（b）液滴在微槽表面生长过程示意图

冷却水温为 45℃且蒸汽流量保持在 30mL/min 时，如图 6 所示，随着冷凝过程的进行，

三种表面热流密度不断变化，在前期的冷却铜块降温及蒸汽发生器预热阶段，热流密度较小，

在 0kW/m2 附近波动。当蒸汽通入冷凝腔后，热流密度迅速上升且逐渐趋于稳定，在蒸汽通

入 30min 后，热流密度维持在某一恒定值上下波动，我们认为此时系统进入准稳态过程。由

于冷凝过程中伴随着液滴的生长与脱落，表面覆盖率一直处于动态变化之中。表面覆盖率较

高时，冷凝液会成为热量交换过程的障碍，此时热流密度就较小；反之，当液滴从表面脱落

使覆盖率降低时，热流密度就会较大些。因此，冷凝液滴在实验表面的动态变化造成了热流

密度在准稳态过程中总是小范围地上下波动。
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图 6 三种表面热流密度随时间的变化

由于光滑锥形表面（0#）的表面更新周期较长、频率较低，表面堆积的冷凝液较多，所

以该表面的热流密度值在三个表面中最小。而紧密型微槽表面（1#）冷凝液滴生长周期较短、

表面更新速度较快，表面覆盖率较低，其热流密度值最大，在 74kW/m2左右。间隔型微槽表

面（2#）的表面覆盖率介于光滑表面（0#）与紧密型微槽表面（1#）之间，故冷凝过程中其

表面热流密度也介于二者之间。
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(a) 0#表面冷凝传热系数随过冷度的变化
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(b) 1#表面冷凝传热系数随过冷度的变化
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(c) 2#表面冷凝传热系数随过冷度的变化

图 7 三种表面冷凝传热系数随过冷度的变化

图 7 展示了三种表面的冷凝传热系数随过冷度的变化。如图所示，无论铜板表面结构如

何，随着过冷度的增加，冷凝传热系数均呈现出逐渐下降的趋势。随着过冷度的增加，实验

铜板表面冷凝液的生成速率会逐渐大于其从表面排除的速率，这将导致冷凝液在传热表面的



堆积，传热热阻的不断增加使得表面传热恶化，所以冷凝传热系数会呈现出下降趋势。当实

验系统中循环蒸馏水流量增加后，蒸汽的流速会增大，对实验表面的冲刷与扰动作用增强，

导致表面冷凝液脱落地更加频繁，从而促进冷凝的进行。但是，当流量增大到一定程度时，

流入冷凝腔的源源不断地大流量蒸汽为表面滞留更多的冷凝液提供了可能，此时蒸汽的冲刷

与扰动作用将无法使积液及时排除，从而降低表面传热性能。因此在三个表面上，蒸馏水流

量为 40mL/min、50mL/min 时的冷凝传热系数均比 30mL/min 时较高，但 50mL/min 时的冷凝

传热系数并没有继续升高而是低于 40mL/min 时的传热系数。另外，从图中也可以看到，在

相同的条件下，两种微槽表面的传热系数要比光滑表面的高，这与可视化观测的结论是一致

的。与光滑表面相比，紧密型微槽与间隔型微槽表面的传热系数分别提高了 33.4%和 15.6%。

3.2 微槽数目对表面传热特性的影响

5#

6#

0 s 2 s 5 s 8 s

0 s 1 s 3 s 6 s

图 8 高密度微槽表面冷凝现象的可视化

基于以上研究，得知在蒸馏水流量为 40mL/min 时各个铜板传热性能最好，因此在后续

的实验研究中，着重考虑了该条件下冷凝表面的可视化与传热特性分析。在冷却水温度为 35℃
的条件下，微槽数目增加至 36 个时，紧密型微槽与间隔型微槽表面的冷凝现象在图 8 中显

示。当表面微槽数目为 36 时，无论是紧密型微槽还是间隔型微槽，在冷凝过程中，实验表面

均会出现液桥。图中用蓝色虚线表示了微槽表面上的部分液桥，而红色虚线显示的是液桥形

成的过程，由此可以看出，“液桥”的出现从本质上讲是由于液滴的生长与合并。微槽数目的

增多，毋庸置疑会导致单个微槽的尺寸减小。随着冷凝液滴的持续长大以及与周围微小液滴

的不断合并，当液滴直径逐渐超出单个槽道的尺寸时，液滴就会溢出到相邻槽道上，从而形

成液桥。在液滴达到从表面脱落的临界直径之前，可能会与不止一个微槽槽道发生“桥接”。

在低密度微槽表面（1#和 2#），由于液滴从表面脱落的临界直径小于微槽尺寸，在液滴还未

超出微槽时就已经沿着微槽槽道从表面脱落了，所以很少会有“液桥”的出现，此时液滴脱

落主要依靠的是通过合并本槽道邻近小液滴。但是在高密度微槽表面，“液桥”的形成使得液

滴可以合并邻近几个槽道的小液滴，这将极大缩短液滴的生长周期并提高传热表面更新速率，

这种现象在紧密型微槽表面表现得更加明显，这与紧密型微槽的结构有关。间隔型微槽相邻

微槽之间存在一定尺寸的“脊”，但紧密型微槽相邻微槽之间没有“脊”，“脊”的存在增加了

液滴跨跃微槽形成“液桥”的难度。在紧密型微槽表面，尤其是在靠近尖端的上游区域，极

其容易因液滴的合并而形成液桥。
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图 9 不同密度微槽表面传热系数随过冷度的变化

在循环蒸馏水流量保持 40mL/min 的条件下，计算并绘制了不同密度微槽表面随过冷度

变化的冷凝传热系数，如图 9 所示。从 18 个微槽槽道增加至 36 个微槽槽道显著提高了表面

的冷凝传热系数，并且微槽数目的增多对紧密型微槽表面的影响更加明显。结合可视化分析

结果和强化传热理论，因微槽数目增多而形成的“液桥”加速了槽道液滴的脱落，减小了冷

凝过程中因冷凝液滞留产生的传热热阻，促进了蒸汽与冷凝传热壁面的热量交换。在紧密型

微槽和间隔型微槽表面，传热系数分别提高了 1.28 倍和 1.13 倍。

3.3 顶部平面直径对表面传热特性的影响

考虑到顶部直径对表面传热特性也可能产生影响，在循环蒸馏水流量保持为

40mL/min 时，对顶部直径为 8mm 的低密度微槽、高密度微槽锥形实验铜板表面的冷凝

现象进行了实验研究和可视化观测。从图中可以明显观察到在顶部平面上汇集的大液滴，

同样地，大液滴也是在冷凝过程中由无数微小液滴的生长与合并形成的。受平面尺寸的

限制，液滴不可能无限长大，随着更多冷凝液生成，表面张力将无法维持其形态，最终

导致液滴从顶部平面滚落。在滚落过程中，大液滴携带的大量能量使其随机地扫除某一

方向上相邻几个槽道上的液滴，迫使这部分表面完成更新。
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(c) 具有低密度微槽的大顶部直径表面上传热系数的变化



20 25 30

2400

2800

3200

3600

4000

4400 5#
6#
7#
8#

H
ea

tT
ra

ns
fe

rC
oe

ffi
ci

en
t(

W
/(m

2 ·K
))

DT (K)

Distilled water flow
rate 40 mL/min

(d) 具有高密度微槽的大顶部直径表面上传热系数的变化

图 10 大顶径微槽表面冷凝现象的可视化与传热系数的变化

从图 10 可以看出，顶部直径的增大对低密度微槽表面能够起到强化传热的效果。这是

因为，由于受到低密度微槽表面单个微槽尺寸较大的影响，侧面液滴脱落的周期较长，而从

大顶部平面滚落的携带足够能量的大液滴对侧面槽道上的液滴具有一定的冲刷作用，强迫某

一方向上相邻多个微槽槽道液滴的清除，促使部分表面实现更新，从而起到一定程度的强化

传热效果。当顶部直径较小时，从顶部脱落的小液滴具有较小的能量，这些能量微小的液滴

只能促进侧面单个微槽槽道液滴的合并与排除，而不足以实现相邻几个微槽槽道的更新。因

此，增大顶径可以有效提高低密度微槽表面的表面更新速率。显然，当槽数从 18 增加到

36 时，间隔微槽表面的冷凝传热系数的增幅更大，这说明大液滴的滚落效应引起的强化传热

作用对间隔型微槽更有效果。

但在高密度微槽表面上情况则是完全相反的，顶部平面直径的增大并没有达到与低密度

微槽表面相似的效果，反而对表面的传热起到阻碍作用。对高密度微槽表面而言，侧面微槽

数目的增多所引起的液桥现象已经能够促使液滴更快的脱离表面，在这种情况下，从顶部脱

落的大液滴虽有冲刷作用，但其对表面整体传热性能的改善已不具备明显效果与优势，而且

在顶部平面上大液滴的长期滞留反而引起传热热阻的增大，不利于表面传热。

3.4 综合分析

图 11 中展示了各个锥形表面上液滴的平均生长周期。明显的可以观察出光滑表面上液

滴滞留时间最长，约 50s，而微槽的存在加速了液滴从表面的脱落，以致所有微槽表面上的

液滴生长周期均低于光滑表面。此外，间隔型微槽表面的液滴生长周期均大于紧密型微槽表

面。5#表面的液滴生长周期是最短的，这是紧密型微槽数目增多导致液滴频繁脱落造成的。

图 12 中对比了所有铜板表面的冷凝传热系数，结合图 11 能够清晰地看出传热系数与表



面液滴生长周期呈现反相关。周期越长就意味着液滴在表面滞留的时间就更久，进而引

发传热热阻对冷凝过程更大的影响，最终使得传热系数减小。
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图 11 各个表面液滴生长周期
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图 12 所有铜板的传热系数随过冷度的变化

在实验过程中对冷凝腔体进出口的压力也进行了监测，当循环蒸馏水流量保持 40mL/min
时，对比了各个微槽锥形铜板与光滑锥形铜板的压降比，如图 13 所示。可以看出，所有微槽

铜板的压降比均在 1.1 上下摆动，微槽数目的增大对压降比的影响较小，但是当顶部直径增

大时的，压力降将增大。为了更好地表征微槽铜板对冷凝传热的强化效果，定义在同一蒸汽



流量、相同过冷度下微槽铜板表面与光滑铜板表面的冷凝传热系数之比为强化倍率，如图 13
所示，所有微槽铜板的强化效果可以被清楚地显示出来，8 个微槽铜板的增强比均大于 1。可

以看出，其他结构尺寸保持一致时,间隔型微槽铜板的增强比小于紧密型微槽铜板的增强比，

当顶部直径为 3mm 时增强比随着微槽数目的增大而增大，但是在顶部直径为 8mm 时则表现

出相反的效果。5#微槽铜板的增强比最大，约为 1.58 而 8#铜板的增强比最小，约为 1.09，这

是由于 8#铜板表面滞留的冷凝液阻碍了表面的传热。因此，5#锥形微槽铜板以最大的传热

系数增强比和相对较小的压降比表现出最佳的传热性能。
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图 13 各个微槽表面与光滑表面的压降比和传热增强比

4 结 论

本文研究了蒸汽在具有紧密型微槽或者间隔型微槽的锥形表面上的冷凝传热过程，

探究了微槽数目和顶部直径对冷凝液滴动力学和冷凝传热性能的影响。主要结论如下：

（1）相比于光滑锥形表面，无论是紧密型微槽表面还是间隔型微槽表面都能够起到

强化传热的效果。微槽的存在限制了液滴的无规则随机运动，使其只能沿槽道方向合并

与迁移，传热表面液滴的分布更加均匀，缩短了表面更新时间。

（2）微槽数目的增加减小了单个微槽的尺寸，促进了“液桥”现象的出现，加速了侧

面液滴的脱落。受微槽结构的影响，紧密型微槽表面更容易形成液桥。单纯地，表面从

18 个微槽槽道增加至 36 个微槽槽道能够起到强化传热的效果，传热效率至少提高 11.2%。

（3）随着顶部直径的增大，在顶部平面将集聚成更大的液滴。大液滴从顶部滚落时

会扫除侧面某一方向相邻的多个微槽槽道上的无数小液滴，这有效提高了低密度微槽表

面的更新频率。对低密度微槽表面而言，顶部直径从 3mm 增至 8mm 使得传热系数平均

提高 1.17 倍。



（4）然而，同时增加微槽数目与顶部直径却对强化表面传热没有起到双重的积极作

用。这是由于高密度微槽形成的“液桥”已经对侧面微槽液滴的排除起到了积极作用，此

时增大顶部直径的作用微乎其微。相反，滞留在顶部的大液滴形成的热阻相较于其强化

传热的作用将占据主要地位。

（5）微槽种类、数目对压降的影响较小，当顶部直径增大时，微槽表面的压降比也

随之增大。此外，8 个微槽表面的传热系数增强比均大于 1，紧密型微槽优于间隔型微

槽。综合考虑传热系数的增强与实验过程中的压力损失，5#表面表现出最优的传热性能。
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摘要：为有效降低数据中心的能耗，本文设计了机柜与垂直降膜换热器一体化的自然蒸发冷却系统。

该系统主要有能耗低、布置灵活、精确控制机柜温度三个优点。实验中设计了一个新颖的插入式液膜

分配器，可以使流入管子的水在管子里形成均匀的液膜。同时，可视化可实验得出在保证液膜完整性

的前提下，最小液膜喷射密度为 0.048 kg·m-1·s-1。实验结果分析得出液膜完整时的换热系数显著优于液

膜破裂后的换热系数。

关键词：液膜；液分布器；传热传质
1

0 前言

近年来，云计算、物联网、大数据的迅速崛起，带动了数据中心市场的蓬勃发展，

随之便带来了日益严峻的能耗问题 [1]。作为数据中心的冷却系统的传统机房空调

（Computer Room Air Conditioning, CRAC）能耗在过去十年中每四年翻一番[2]。一般来

说，CRAC 冷却系统的缺点可以大致归纳为三点[3]：（1）热交换环节繁琐；（2）热流分

布不均匀，存在局部热点；（3）可能存在冷热空气混合造成的气流泄漏。因此，引入先

进的节能冷却技术以减少数据中心的巨大能源消耗势在必行。根据冷却介质的不同，冷

却设备主要分为风冷式、水冷式和蒸发式[4]。相比之下，蒸发式冷却设备因其结构紧凑、

传热系数高、工艺流体与受热面接触时间短、耗水量低等特点，引起了许多学者的极大

关注[5]。蒸发式冷却设备主要依靠喷洒在换热器表面的冷却水膜的蒸发，以潜热和显热

的形式带走热量。通过这种方式，可以通过大幅降低运行中循环冷却水的质量流量来有

效降低水泵的能耗，与只利用显热进行散热的风冷式相比，同样的冷却器负荷，蒸发式

冷却器出口处的空气温度也可以保持在较低水平[6]。实际上，目前，在垂直管内有潮湿

空气存在的情况下，用降膜蒸发的方式进行显热和潜热的联合传递是一种有效的传热传

质手段，在工业、商业和民用领域得到了广泛的利用，如海水淡化[7]、石油再加工[8]和

家用空调[9]。蒸发冷却设备的冷却机制是高温水形成均匀的液膜，然后蒸发到掠过其表

面的低温湿润空气中。同时，这个过程伴随着热量和质量的转移，并进一步散失大部分

热量。事实上，蒸发冷却的热阻主要集中在水膜和潮湿空气的交汇处，而液膜和潮湿空

1 基金项目：陕西省重点研发计划(2021GXLH-Z-087)、电动汽车动力电池热-结构一体化设计及安全性

能研究(21C-OP-202213)



气的接触面积对传热性能有着不可忽视的影响[10]。因此，对于降膜中液膜破裂的不利影

响以及如何保证液膜的完整性和稳定性，需要认真探讨，以保证换热器的高效安全运行
[11]。

研究者发现一旦流动中的液膜破裂，产生的干斑将减少液膜的传热传质面积。同时，

这种现象会导致传热面的高温，最终对换热单元造成不可逆的损害[12]。Zheng 等[13]通过

可视化和传热实验，分别研究了超亲水管、亲水管和平原管在水平管降膜换热器中的流

动特性和传热特性。实验结果表明，在低喷射密度下，完全被液膜覆盖的超亲水管的传

热系数是有干斑的普通管的 4.21 倍。Yan 等人[14]在水平管束上建立了一个降膜的实验装

置，以探索液膜流体流动模式和传热特性。相应的结果显示，当热通量为 20 kW·m-2，

流速为 150 ml·min-1时，顶管的液膜覆盖率大于底管，顶管的传热系数比底管高 2.22 倍。

S.Paramalingam 等人[15]利用垂直降膜蒸发器的传热系数来确定在浓缩牛奶衍生物时管内

是否会发生结垢，其结果表明，结垢导致液膜破裂，传热系数进一步显著降低。如上文

所述，在降膜换热过程中，液膜的破裂和不完整会大幅降低传热系数，导致传热性能降

低。因此，要充分发挥降膜对高传热系数的优势，一个关键问题是要保持液膜流动的均

匀性和稳定性[16]。

考虑到液膜破裂或干斑对降膜的传热传质有许多不利影响，许多学者探讨了如何保

证液膜的完整性[17]。其实，除了液膜的完整性外，如何最大限度地降低液膜的喷射密度

也是需要仔细考虑的。主要原因是，过高的液膜喷射密度会增加热交换表面的液膜厚度，

恶化降膜蒸发冷却的过程，进一步导致循环泵的功率增加。解决上述问题的最有效方法

之一是使用液膜分配器，学者们对此进行了广泛的研究。Liu 等人[18]将插入式分配器放

入垂直管中，使液膜均匀分布，并模拟了盐类废水在管内降膜蒸发的传热特性。结果显

示，当管子直径为 50 mm，喷雾密度为 0.57 kg·m-1·s-1时，传热效果最好。可见，管内的

大部分热交换空间没有得到充分的利用。Zhao 等人[19]通过实验研究了水在烧结多孔不锈

钢垂直管中的传热和结垢特性。结果指出，在目前的实验条件下，最小喷雾密度为 0.28
kg·m-1·s-1。Teleken 等人[20]在垂直管中插入了一个液膜分配器，通过 CFD 模拟研究旋转

频率对液膜分布的影响。结果显示，在喷雾密度为 0.2 kg·m-1·s-1的情况下，在三个不同

的管子直径下，分别在三个不同的旋转频率下流动，流动表面仍然出现干斑。Shen 等人
[21]提出了一种能在垂直管内壁上产生均匀薄膜的独创的肱二头肌分配器，并得到最小喷

雾密度为 0.125 kg·m-1·s-1。Shi 和 Chen[22]以 KCOOH/Water 作为垂直管中的工作对，进行

了降膜吸收过程的实验研究。结果清楚地表明，在环形薄膜分配器的作用下，当溶液的

喷射密度小于 0.072 kg·m-1·s-1时，薄膜会破裂并形成河流流的形状。

综上所述，尽管已经进行了大量关于液膜分配器的研究，以确保液膜的完整性并获

得最小喷雾密度，但遗憾的是，由于缺乏更好的进水均匀分布，获得的液膜最小喷雾密

度仍有进一步提高的空间。本文设计了一种插入式液膜分布器，该分布器可使液膜在喷

淋密度较小的情况下保持管内液膜的完整；同时，可视化的研究了管内液膜在不同喷淋

密度下的液膜流型和完整液膜与非完整液膜下换热特性的差异，该研究可以为自然蒸发

降膜换热器的设计提供合理的指导。

1 系统描述



目前，数据中心冷却方式通常依靠精密空调，换热过程繁琐，制冷量利用率低，导

致能效低，能耗高。基于课题组前期的研究工作[23,24]，本研究提出了一种新颖的结构，

将降膜式热交换器和机柜整合为一个数据中心的冷却系统，如图 1 所示。由于机柜的左

右两侧是对称的，因此本研究将只对一侧进行研究。机柜 1 被挡板 13 分为两部分：电子

设备存放室和底部的风道。为了冷却电子室内的电子设备，分别在电子室的两边侧壁设

置有空气出口 15 和空气进口 16。侧壁挡板 12、顶部风扇 11、机柜 1 的侧壁、侧壁循环

风扇 9、导流板 7、喷淋管 10、降膜换热器 8、水箱 6 和浮子球阀 5 组成换热室。降膜

换热器 8 内包含很多竖直的管道。底部的管道 2 连接两边的水箱。循环水泵 4 将水箱 6
中的水通过供水管 18 驱动至顶部的喷淋管 10。浮子阀 5 的作用是给水箱 6 补水。所述

侧壁挡板 12 的顶部设有低温湿空气入口。所述湿风出口 17 位于所述底部风管的侧面。

底部风道收集的湿空气出风口 17 将湿风从出风口 3 排出。整个机柜冷却系统的气流主要

由三个部分组成:外部湿气流、换热室内部循环水气流和机柜内部气流。三部分的具体流

动描述如下：

湿空气和循环水在换热室内中的流动：温度较低的湿空气在顶部风机 11 驱动下进

入换热室内降膜换热器 8 的竖直管中。与此同时，从喷淋管 10 均匀喷淋的水进入降膜换

热器 8 的竖直管中。如图 2 种的局部放大图所示，循环水在竖直管内壁形成均匀的水膜，

与低温湿空气进行能量传质，降低管壁温度。循环水最终落入水箱。被加热和加湿的湿

空气通过湿空气出口 17 和空气出口 3 排出。

机柜内部的气流：当机柜内的电子设备运行时，它释放能量，使机柜内的空气被加

热。机柜内的热空气在侧壁循环风扇 9 驱动下从热空气入口 16 进入换热室。在换热室中，

加热的空气被降膜换热器 8 中包含的低温竖直管的外壁面冷却。冷却空气通过侧壁冷风

出口 15 进入机柜内部，为电子设备降温，保证电子设备的安全运行。

图 1 机柜结构示意图

2 实验装置和分布器

1.1 实验装置



竖直降膜式换热器的基本结构单元是竖直管，如图 1 中的部分放大图所示。为了简

化实验研究，本研究的目的是建立一个实验装置来研究液膜和湿空气在竖直管中的传热

传质特性。图 2 和图 3 分别给出了实验装置示意图和实验设施的原理图。实验装置主要

由供液循环系统、供气系统、气-液分配系统和数据采集系统组成。

液体循环系统包括蠕动泵、离心泵、水箱和低温恒温循环槽。水被储存在低温恒温

循环槽中，通过电加热器和制冷来保持槽内水的高温和低温。通过调节输入的电功率，

水温可由精度为 0.5 K 的热电偶进行反馈调节。水的质量流量可由蠕动泵调节，相对精

度为 1%。设定温度下的水首先流经铜管顶部的分配器，然后流经管壁，进入底部有热

电偶的水箱。由于供水管是绝热的，铜管的入口温度就是低温恒温循环槽内的温度。最

后，在离心泵的驱动下，水箱中聚集的水流回低温恒温循环槽中。

湿空气供应系统主要包括离心风机、加湿器、空气管道、热式质量流量计、流量稳

定器和排风扇。首先，空气在风扇驱动下进入风管，其质量流量通过调整风扇的输入电

压来控制。为确保管子入口处的含湿量相同，实验中通过加湿器来调整湿空气中水蒸气

的质量分数。湿空气的准确值由热式质量流量计测量，其精度为 1%。通过调节加湿器

和加热器，分别获得各工况下的进口空气的湿度和温度。湿度和温度的准确值由温度和

湿度传感器测量，精度分别为 0.5 K 和 3%。随后，为了减少湿空气分布不均和湍流对传

热传质的影响，在管道入口和热式质量流量计之间安装了一个流量稳定器。在流经流动

稳定器后，流入竖直管内的湿空气和管内的均匀液膜发生传热传质的同时被加热和加湿，

最终导致水膜的温度下降。最后，被降温的水流入底部的水箱，同时湿空气在排风扇驱

使下被排入环境。出口处的温度和湿度由安装在水箱管壁上的温度和湿度传感器测量。

数据采集系统主要由数据接收器和计算机组成。温度传感器、湿度传感器和压力传

感器获得的数据由数据采集器收集，用于最终分析系统的传热特性。

图 2实验装置示意图 图 3 实验设备实物图

1.2 液膜分布器和测试管

液膜分布器的主要材料为不锈钢和聚己二酰己二胺（尼龙-66），实验的测试管主要

材料为铜，其中测试管的外径为 22 mm，壁面厚度 1.5 mm，测试管的总长度为 1000 mm。

为了确保液体能够均匀地分布在竖直管道的内壁上，进而更好的探索管内液膜与湿

空气之间的传热与传质特性，文中设计了如图 4 所示的一种新型的液膜分配器，其主要



作用是将液膜均匀的分布在测试管的内壁面同时可保证湿空气的不间断流入。液膜分布

器主要分为导流器和定位器两部分，其中导流器分为上、下两部分。导流器和定位器的

材质分别为不锈钢和聚己二酰己二胺（尼龙-66），主要原因分别为不锈钢可以通过计算

机数字化控制精密机械加工来确保定位器的加工精度和聚己二酰己二胺可以减少材料和

加工的成本。导流器的上部分自上而下设计有三个不同的外径，依次命名为上外径，中

外径和下外径。其主要的工作流程如下：首先，在蠕动泵的作用下液体从定位器上的圆

孔进入定位器与测试管外壁之间形成外部的狭小空间，定位器底部的密封槽是防止液体

因重力作用而沿着外壁面流下；其次，当外部狭小空间逐渐被液体填充的程中，液体会

从测试管上的六个小孔进入导流器与测试管内壁之间形成的内部狭小空间；最终，导流

器会将进入内部狭小空间的液体以液膜的形式从环状间隙均匀的贴附管道内壁面流入，

同时管道内壁面的均匀液膜与从顶部流入的湿空气在测试管内发生传热传质。

图 4 空气加湿器示意图

实验中的液膜分布器和管道壁面上的热电偶固定方式在章节 2.1.2 和 2.1.4 中已经进

行了完整的描述这里不再过多赘述。为可视化的观察竖直管内液膜的流动形态，实验中

使用了透明的亚克力管目的是使用用高速摄像机拍摄液膜的流动形态，如图 5 所示。两

种类型的试管是透明丙烯酸管和光滑的铜管，外径为 25 mm，内径为 22 mm，有效长度

为 1000 mm。

图 5 空气加湿器示意图

3 数据处理

在竖直管内水的降膜过程中，管内液膜的喷淋密度会影响液膜的厚度。此外，它还

影响到管壁和液膜之间的传热系数。喷淋密度由工作液体在管子圆周方向每单位长度的

质量流量表示，用于确定降膜过程中工作液体的流速，其计算公式为[27]:
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在实验操作过程中，湿润空气入口和出口的温湿度和质量流速可以分别由热电偶、

湿度计和热式质量流量计测量。同时，液膜的进口和出口温度和喷射密度可以分别由热

电偶和蠕动泵获得。降膜水的热输入和垂直管内湿润空气的热输出之间的关系式确定如

下[28]：
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其中，mwa 为液膜的喷淋密度； mma 和 mwe 分别表示湿空气的质量流率和水蒸发

的量；表示干空气和水蒸气的比热容；Twa,o 和 Twa,i 分别表示液膜出口和进口的温度；

Tma,o和 Tma,i 分别表示湿空气出口和进口的温度；hrma,o 和 hrma,i 分别表示湿空气出口和

进口的湿度比; LH 表示汽化潜热。

垂直管内显热引起的传热系数计算如下[19]：
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其中 ΔTSH 为液膜和湿空气之间的对数平均温度；Amw 为竖直管内液膜和湿空气之

间的接触面积；δwa 为管内液膜的平均厚度；hSH 为由于显热引起的换热系数。

4 结果

4.1 竖直管内降膜的流体力学结果



使用高速摄像机对图 3 中的透明亚克力竖直管拍摄的图像，根据液膜的流动模式和

稳定性，观察到三种不同类型的流动模式，分别被命名为 “壁面溪流流动”（WRF）、“壁

面干燥斑或斑点”（WDP）和 “壁面完整下降膜”（WPF）。图 6(I)中显示了不同喷淋密

度下稳定状态后的具有代表性的流态。当喷淋密度最低时，即 0.012 kg·m-1·s-1，可以观

察到流型为 WRF，其主要特点是在竖直管道的一侧或两侧出现小溪状的流动，并且从竖

直管道的顶部到底部有一条贯穿的干带，如图 6(I)(a)中红圈所示。干带的长度几乎与流

道的长度相同。随着喷淋密度的增加，液膜逐渐变厚，壁面完全被水占据，进一步导致

液膜湿润干带的顶部和两边部分。在喷淋密度为 0.024 kg·m-1·s-1时，流道壁上出现了干

燥的斑块或点，此时不再是干条。同时，WDP 的流动形态逐渐显现，如图 6(I)(b)中的红

圈所示。由于重力、水动力和表面张力之间的平衡，那些干燥区域可能再次被润湿或发

生一些变化。此外，由于表面粗糙度以及异质性，干燥区周围的曲线不是直线，这可能

进一步导致界面的起伏。最后，当水的喷淋密度大于 0.048 kg·m-1·s-1时，整个流道被连

续下降的薄膜完全覆盖，形成 WPF，如图 6（I）（c）和图 6（I）（d）所示。此时，当管

内充满湿空气时，液体和湿空气的接触面积是最大的。

图 6不同喷淋密度下管内液膜的流动形态

在此基础上，进一步给出了两种启动模式下的液膜流动完整视图：8 张图片(a, b, c, d)
分别为增加喷淋密度和(a', b', c', d')为减少喷淋密度的情况。同时，可以很容易地观察到

一个有趣的现象：在相同的喷淋密度下，逐渐降低喷淋密度时的壁面润湿面积高于逐渐

增加喷淋密度时的壁面润湿面积。例如，当采用增加喷淋密度的启动方式时，在喷淋密

度为 0.024 kg·m-1·s-1时，管子的内壁表面出现 WDP 的现象；当采用降低喷淋密度的启

动方式时，在相同的喷淋密度下，管子的内壁表面出现 WPF 的现象。事实上，液膜在

未湿的表面上的稳定性是一个不可避免的问题：表面张力效应倾向于在下降的膜中保持

干燥区域。这最终导致了液膜以溪流的形式流动。然而，存在着一个临界喷淋密度。一

旦喷淋密度超过这个临界值，任何干燥区域都会被润湿。当喷淋密度模式增加到这个临

界值时，管子的内壁最初是完全干燥的。在这个过程中，发生了 WRF 和 WDP 现象，管

内所有的干燥区域将逐渐被水膜完全覆盖，从图 6(Ⅰ) 可以看出。如图 6(Ⅱ) 所示，喷淋

密度递减模式与喷淋密度递增模式不同，因为管子的内表面区域最初是完全湿的。当液

膜喷淋密度大于 0.024 kg·m-1·s-1时，管子的内壁被完全润湿。液膜厚度随着喷淋密度的

降低而变薄，直到出现一个干燥区。干燥区的出现需要非常低的喷淋密度或液膜表面的

不稳定性，如图 6(Ⅱ)(d')中的红圈所示。显然，这一现象非常重要，因为管内液膜是否润



湿整个管道内壁面对于蒸发热和质量的有效传递至关重要，特别是在低喷淋密度下。

4.2 竖直管中下降的薄膜的热学结果

4.2.1 完整液膜下的换热特性

在入口湿空气温度为 20 ℃、湿空气 Rema,i 44199、入口液膜温度为 50℃的情况下，分别

以 0.048 kg·m-1·s-1、0.072 kg·m-1·s-1、0.096 kg·m-1·s-1、0.120 kg·m-1·s-1和 0.144 kg·m-1·s-1

五个不同的液膜喷淋密度评估了其对竖管性能的影响。图 7 显示了竖直管在不同喷洒密

度的降膜下的传热特性。图 7(a)给出了管壁温度在管长方向上随液膜喷淋密度变化的情

况。显然，当液膜的喷淋密度为 0.048 kg·m-1·s-1时，管壁的最大温降约为 15 ℃。值得注

意的是，当液膜的喷淋密度线性增加时，管子出口处的温差是非线性的。这主要是由于

水的比热容比湿空气的比热容大得多。图 7(b)显示了传热率和传热系数随着降膜喷淋密

度的增加而增加的关系。很明显，对于传热率来说，随着下降膜的喷淋密度的增加，传

热率从 204 W 增加到 288 W。然而，当液膜的喷淋密度增加 200%时，传热率只增加了

41.17%。因此，在设计立式降膜热交换器时，在保证液膜完整性的前提下，应尽可能降

低降膜的喷淋密度。对于传热系数，随着入口喷淋密度的增加，水膜和湿空气之间的传

热率增加，而传热温差减少。最后，得到传热系数的增长率为 70.4%。

(a) (b)
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图 7 不同液膜进口温度下竖直管的传热特性：(a) 温度.(b) 传热速率和传热系数

5 结论

考虑到现有数据中心使用的冷却系统的局限性，主要包括高能耗、不灵活的安排和

局部热点的存在，本研究提出了一种新颖的结构，将机柜与降膜热交换器结合起来，作

为数据中心的自然蒸发冷却系统。为了更清楚地阐述所设计结构的冷却机制，建立了一

个实验装置，包括湿空气供应系统、液体分配器、两个恒温水浴、水循环系统、测量系

统和数据采集系统。在此基础上，进一步进行了侧重于竖直管内流体力学和热学特性的

实验。通过对实验结果的评估，可以得出以下主要结论：

(1）液膜式换热器设计中提出的新颖的液膜分配器结构可以有效地保持竖直管内液

膜的完整性。研究结果表明，为保证管内液膜的完整性，相应的最小喷淋密度需为 0.048
kg·m-1·s-1，与现有工作中的最小喷淋密度相比，实现了 33%的降低。
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摘要：本文对液滴撞击低温干冰表面的最大铺展直径和铺展时间进行了实验测量和理论分析。实验表明，

在韦伯数处于 0.1-100 范围内，液滴在干冰表面上的最大铺展、铺展时间与常温情况下液滴撞击超疏水表面

比较一致。将实验结果与常温情况对液滴铺展特性的理论分析结果相比较，发现二者吻合良好。

关键词：液滴反弹；Inverse Leidenfrost；干冰；铺展

0 前言

液滴与固壁碰撞的铺展与反弹广泛存在于自然界与工业生产中，如荷叶表面的水滴弹跳

[1]、表面自清洁与喷雾冷却[2-5]等。在这些现象中，不同温度的固壁有着不同的反弹机理，

常温的荷叶利用特殊的结构使表面具有对水不浸润的超疏水性从而使水滴反弹，而高温的喷

雾冷却表面则利用了 Leidenfrost 现象形成气膜从而使液滴反弹。在反弹过程中，液滴的最

大铺展直径与反弹时间反映了液滴与固体基质的接触情况，对研究液滴与基质的换热效果、

液滴反弹过程中的能量耗散等问题有着重要价值[6-8]。研究者已对常温时超疏水表面和高温

时 Leidenfrost 表面上液滴的最大铺展直径、铺展时间进行了比较完整的实验与理论探究并

总结出了最大铺展半径与韦伯数之间的幂律关系及铺展时间与液滴半径的平方正比关系[9-
13]，但目前对于低温表面上的液滴铺展性质的研究仅有少量实验数据参考，且实验的完整

性与理论说明仍待改善。本文利用干冰表面的 Inverse Leidenfrost 现象探究了低温条件下的

液滴铺展规律，得到了与超疏水表面和 Leidenfrost 表面上液滴铺展相近的实验结果，并理

论解释了该相似性的产生原因。

Inverse Leidenfrost 现象指当常温液滴落在易蒸发或升华的低温表面上（如干冰、液氮），

相对高温的液滴加速了下方表面的相变，从而在液滴与表面间形成一层气膜并承载起液滴，

使其反弹。Antonini 等已经证明，水滴滴落在干冰面上能产生反弹现象[2]，因此可利用干冰

表面的 Inverse Leidenfrost 现象对液滴滴落在低温表面的反弹规律进行研究。反弹规律有两

大重要参数，铺展过程中最大接触直径ܦ与水滴初始直径ܦ之比铺展系数ߚ = 与液滴ܦ/ܦ

从接触表面到脱离表面的铺展时间 。߬研究者对常温超疏水表面与 Leidenfrost 表面上液滴的

铺展时间规律已有比较完善的研究：Richard 等[8]利用弹性力学方法估计得到了߬∝ ඥܦߩ
ଷ/ߪ

的规律，且后 Okumura 等[9]用水弹簧模型对该结论进行了验证，此规律在较大的参数范围

内与实验吻合良好。而低温情况下，Antonini 等[2]也已在一定参数范围内实验验证了此规律

在低温情况的适用性。而常温情况下的最大铺展规律也不乏研究[14-18]，但结论尚存争议。

对于水滴在ܹ ݁> 10ଵ的情形下，与实验吻合最好的模型为 Clanet 等利用液滴在碰撞减速过

程中的加速度得到等效的毛细长度从而推出最大铺展时ߚ ∝ ܹ ݁ଵ/ସ的动量法模型[10]，而在

ܹ ݁< 10ଵ的低韦伯数情况下，Liu 等提出的考虑了粘性、重力势能影响的能量守恒模型最为

准确地得到了ߚ ∝ ቀܹ ݁ଵ ଶ⁄ +



ቁ
.ସ

的规律[19]。Antonini 等的实验在ܹ ݁> 10ଵ的范围内证实

了动量法模型在低温下的适用性[2]，但其实验并不能对ܹ ݁< 10ଵ范围内的能量法模型进行

验证，且对于理论模型适用性的原因并未加以说明。

本文将复现干冰表面水滴反弹的实验，对ܹ ݁> 10ଵ的范围内的动量法模型进行再次验
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图 1 实验装置示意图

证，并将扩展实验范围，对ܹ ݁൏ ͳͲଵ范围内的能量法模型进行验证，最后给出模型适用性

的理论解释。

1 实验装置及实验过程

实验装置如图 1 所示。实验利用 PMMA 材料制作了一个封闭空腔。空腔内有有机玻璃

平台用于放置干冰块。在空腔上方正中心有一个可调节高度的出水口，通过聚酯醚酮

（polyetheretherketone,简称 PEEK）管连接到微动注射泵，且泵中可装配不同浓度的乙醇溶

液。水滴在 PEEK 管管口生成，当达到一定大小时将会滴落。水滴大小由 PEEK 管直径与微

动注射泵注射速度决定。本文通过改变 PEEK 管种类来改变液滴大小，且保持使用同一根

PEEK管时采用相同的注射速度以使水滴大小尽可能相近。本文采用了三种不同的 PEEK 管，

水滴的初始直径大小在 0.4-2.5mm 内，水滴碰撞速度在 0.6-1.7m/s 内。由于干冰升华温度为

-78° C，水蒸气容易在干冰表面结霜，在干冰表面生成杂质，进而影响实验结果。因此本文

在实验过程中全程通氮气以维持表面的清洁。实验利用高速摄影机记录液滴碰撞到干冰表面

的全过程，以此判断是否发生反弹。实验采用 10000 帧的帧率与 1/10000s 的曝光时间。由

于水滴大小不同，实验分别采用了 0.7 倍放大率与 1 倍放大率的镜头，对应分辨率分别为

25.64um/pixel 与 18.425um/pixel。整体实验过程即：通过操作微动注射泵使水滴从 PEEK 管

管口滴出。随后将高速摄像机放置在调好焦距的水平位置。固定 PEEK 管的高度使液滴滴落

在干冰表面上时具有相同的速度。不断改变液滴的乙醇浓度以找到处于反弹与吸附状态的临

界状态的液滴成分构成。并更换所使用的 PEEK 管以找到不同大小的液滴的临界浓度。在最

后一根管的临界浓度左右，我们改变 PEEK 管滴水口高度，以验证在不同速度下的临界条件

是否会发生改变。对于干冰表面我们采用水平仪按压的方式，将水平仪水平地置于干冰表面

以使干冰表面水平。

2 实验结果

本实验总共收集了 152 组数据，水滴直径分布范围从 0.9mm 到 3.2mm 不等，掉落速度

范围从 0.2m/s 到 1m/s，韦伯数从 0.1 到 100。在本实验范围内液滴的铺展主要有两种特征，

分别如图(a)与(b)所示。图(a)中水滴直径ܦ ൌ ʹ Ǥʹ Ͳ݉݉，水滴速度ݒൌ ͲǤͷ݉Ȁݏ，对应韦伯数

ܹ ݁ൌ ͳǤ͵ ͺ，以水滴最低点接触到干冰表面为初始时间，当ݐൌ ͻǤ݉ͅݏ时，水滴下方完全脱

离干冰表面，且当液滴铺展至最大时液滴形状类似于一个圆饼；图(b)中水滴直径ܦ =

ʹ Ǥʹ ͳ݉ ݉，水滴速度ݒൌ ͲǤʹ ͺ ݉ Ȁݏ，对应韦伯数ܹ ݁ൌ ʹ Ǥ͵，以水滴最低点接触到干冰表面为

初始时间，当ݐൌ ͻǤͻ݉ݏ时，水滴下方完全脱离干冰表面，且当液滴铺展至最大时液滴形状

类似于一椭球。



图 2 两种情况下水滴撞击干冰表面的过程。(a)中为ܹ ݁ൌ ͳǤ͵ ͺ时的实验现象，(b)中为ܹ ݁ൌ ʹ Ǥ͵时的实

验现象；四张照片分别对应水滴处于初始状态、开始接触到表面、铺展至最大、刚刚脱离表面时的状态。

图 3 超疏水条件下的铺展系数-韦伯数关系（蓝色）与 Inverse Leidenfrost 条件下的铺展系数-韦伯数关系（橙

色）图，二者的规律基本相同，其中超疏水铺展数据来自 Liu 等[19]的实验结果。

在已有的研究中，水滴在超疏水表面上的铺展系数ߚ与韦伯数的关系已被证明满足一定

的幂律关系。如 Clanet 等[10]的实验支持ߚ ן ܹ ݁ଵȀସ规律，但 Laan 等则指出该规律与他及

Bartolo 等的实验结果不符，并认为ߚ ן ܹ ݁ଵȀଶ模型更合理。而在低韦伯数的情形中，Liu 等

[19]则另提出了ߚ ן ቀܹ ݁ଵ ଶ⁄ +



ቁ
Ǥସ

的规律，其中ܤൌ
ఘௗమ

ఊ
，。图 3 将文献中水滴在超疏水

表面上的铺展系数-韦伯数关系与本实验中在干冰表面的铺展系数-韦伯数关系作于一张图

中。蓝色代表超疏水条件下的关系，橙色代表 Inverse Leidenfrost 条件下的关系。在韦伯数

范围 100 以内，两种情况的分布基本相同，即超疏水表面和 Inverse Leidenfrost 表面上水滴

的铺展系数与韦伯数关系基本相同。



图 4 超疏水表面与 Inverse Leidenfrost 表面上水滴铺展时间与半径的关系图，蓝色点代表超疏水表面情况，

黄色为本实验结果，绿色为前研究者在干冰表面的实验数据，两根虚线分别为利用最小二乘拟合出的 t-D 关

系，紫色实线为模型中的 t-D 关系，三者曲线重合度较好，其中超疏水表面数据来自 Liu[19]等的实验结果。

在前人研究中，在超疏水表面，水滴的铺展时间与半径有关系ݐൌ ʹ Ǥሺ
ఘయ

଼ఊ
)Ǥହ。图 4 中

将水滴在超疏水表面的铺展时间-水滴直径关系、本实验中铺展时间-水滴直径关系与前模型

的拟合曲线作于图中。蓝色点代表超疏水表面情况，黄色为本实验结果，绿色为前研究者在

干冰表面的实验数据，两根虚线分别为利用最小二乘拟合出的 t-D 关系，紫色实线为模型中

的 t-D 关系，三者曲线重合度较好。即前模型对超疏水与 Inverse Leidenfrost 情形下液滴的

铺展时间预测均较为准确。

3 理论分析与讨论

由实验数据可以得到，干冰表面的液滴反弹特征与超疏水表面的液滴反弹特征十分相近，

我们将从理论的角度对此相似性进行解释。

3.1 反弹时间的规律

无论是 Richard 等[8]的弹性力学模型或 Okumura[9]等的水弹簧模型，液滴的反弹时间

均只与自身变形性质有关。具体来说，我们考虑液体形变的 Euler 方程：

ߩ
ݒܦ

ݐܦ
ൌ െ ݃ߩ (1)

其中，̱ݐ
௫

௩
，而根据 Lagrange 表面张力公式，ο̱ܲ
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ೃబ
ቁ
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ோబ
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则，ݒ
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ଷ
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若不忽略重力的影响，则我们可将方程写为



图 5 在ܹ ݁ ͳͲଵ范围内干冰上液滴的铺展系数与 We 的关系

ଶܴݒߩ
ଷ ଶ̱ߜߛ െݔ)ߛ ଶ(ߜ (4)

可将其视为一个有初始位移ߜ的弹簧模型的能量方程，因此其周期不变，即仍有

ݐ̱
ݔ

ݒ
~ඨ

ߩܴ 
ଷ

ߛ
(5)

从整体的推导过程可知，由弹簧模型推导得到的铺展时间与液滴下方碰撞的固体基质无

关，而仅仅与液滴自身形状变化与能量形式有关。因此液滴在干冰表面的铺展时间规律应与

超疏水表面上的铺展时间规律相同，而上方的实验数据已验证了这一观点。

此外，将实验得到的反弹时间数据带入到半无限大物体瞬态传热的模型中计算发现，在

铺展反弹的过程中，传热厚度远小于液滴尺寸，因此我们认为在反弹过程中，因为下方表面

传热而导致液滴结冰的可能几乎为 0，在后面的推导中我们也将忽略掉液滴的冻结过程。

3.2 铺展直径的规律

3.2.1 动量法

对于范围ܹ ݁ ͳͲଵ的液滴，Clanet等[10]的动量法得到的ߚ ן ܹ ݁
భ

ర规律与实验吻合最好，

而我们的实验数据与此规律吻合良好（如下图）。根据 Clanet 等的理论，在反弹过程中有碰

撞时间̱߬
బ

௩
，加速度̱ܽ

௩మ

బ
ب ݃，因此可以将其视作增强的重力，在此增强的重力场中，毛

细长度由原来的ܽؠ ට
ఊ

ఘ
变化为现在的ܽൌ ට

ఊ

ఘ
，再结合体积守恒，我们可以推导得到

ܦ ௫ ̱ ܹܦ ݁
ଵ
ସ (6)

从推导过程可以看出，根据超疏水表面的理论，动量法中最大铺展系数同样与底面固体

基质无关，而仅仅与液滴本身形状、碰撞条件有关，因此在ܹ ݁ ͳͲଵ范围内，干冰上的液滴

铺展系数规律与超疏水表面的规律应该相同，而这与实验结果刚好吻合（如图 5）。

3.2.2 能量法

在ܹ ݁൏ ͳͲଵ的范围内，Liu 等[19]的能量法得到的ߚ ן ቀܹ ݁ଵ ଶ⁄ +



ቁ
Ǥସ

规律相对吻合最



好，其中ܤ=
ఘௗమ

ఊ
。为拟合常数ܣ，

在此范围内，可认为液滴最大铺展时为椭球形，令椭球液滴的赤道半径为ܽ，极半径为

ܾ，则由液滴质量守恒，有

݉ =
1

6
ܦߨ

ଷߩ=
4

3
ଶܽߨ ߩܾ (7)

由能量守恒

+ܧ +ܧ =ௌܧ ܧ + ௌܧ (8)

式中下标 表݅示碰前瞬间，݂表示最大铺展时刻，݇表示动能项，表示重力势能项（以碰

撞表面为势能零点），ܵ表示表面能项。而初始状态为

=ܧ
1

2
,ଶݒ݉ =ܧ

1

2
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最大铺展时的能量状态为
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则可得到
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直接求解ܽ较为困难，因此我们先考虑两种特殊情况：

当ܤ= 0，即݃ = 0（忽略重力）时，有

ܹ ݁+ 12 = 16
ܽଶ

ܦ
ଶ + 4

ܦ
ܽ

(12)

采取微扰法近似解可以得到
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ܦ
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2√3
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当ܹ ݁= 0，即ݒ= 0（液滴接触壁面时速度为零）时，有
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采取微扰法近似可得
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− 1 = ∝ܤ6 ܤ (15)



图 6 在ܹ ݁൏ ͳͲଵ范围内干冰上液滴的铺展系数与 We 的关系

通过实验拟合，发现铺展系数ߚ与
ଶ

బ
− 1有关系：

ߚ ן ൬
ʹ ܽ

ܦ
െ ͳ൰
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(16)

通过比较ܹ ݁ଵ ଶ⁄ （忽略重力极限）与ܤ（忽略动能极限），利用 Pade 近似[20]，最终得

到铺展系数满足关系：

ߚ ן ൬ܹ ݁ଵ ଶ⁄ +
ܤ

ܣ
൰
Ǥସ

(17)

而在本实验范围内，Bo 对最终拟合结果影响不大，因此我们再次简化得到关系：

ߚ ן ܹ ݁
ଵ
ଶ (18)

由超疏水表面铺展理论，推导过程不需要考虑底面基质的影响，铺展规律只与液体本身

碰撞时的参数有关，因此在ܹ ݁൏ ͳͲଵ范围内，干冰上的液滴铺展系数规律与超疏水表面的

规律仍然相同，这与实验结果吻合良好（如图 6）。

4 结论

本文利用干冰表面的 Inverse Leidenfrost 现象，对液滴碰撞在低温表面的最大铺展直径

和铺展时间进行了实验测量，结果表明，在韦伯数处于 0.1-100 范围内，相同初始条件的液

滴撞击低温干冰表面上的最大铺展直径和铺展时间与撞击常温超疏水表面的最大铺展直径

和铺展时间基本一致。同时根据理论推导，通过弹性力学与水弹簧理论推导得到的液滴撞击

常温超疏水表面的铺展时间规律与通过能量法、动量法模型推导得到的液滴撞击常温超疏水

表面的最大铺展直径规律由于理论本身仅对液滴自身形状变化、物理参数范围进行要求，均

可应用于干冰表面上的液滴铺展。将实验结果与常温情况对液滴铺展特性的理论分析结果进

行比较验证，结果吻合良好。
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摘要：通过液氮制冷低温结霜实验台，系统观察了自然对流条件下深冷表面初始霜晶的生长过程，研

究了冷表面温度、空气相对湿度和空气温度对初始霜晶生长的影响。实验研究发现：冷表面温度为

-50℃~-100℃时，霜晶覆盖率随着冷表面温度的降低而增加，随着空气相对湿度的增加而增加，随着空

气温度的增加而增加；冷表面温度为-100℃~-170℃时，霜晶覆盖率随着冷表面温度的降低而减小，空

气相对湿度和空气温度对初始霜晶生长几乎没有影响，冷表面温度起主导作用。

关键词：自然对流，深冷表面，霜晶生长，初始阶段

0 前言

冷表面结霜现象广泛存在于冷冻冷藏、低温工程、航空航天等领域，霜层的存在会

导致传热效率降低，严重时会影响系统正常运行。因此，深入研究结霜机理，探寻经济

高效的除霜措施具有重要的现实意义。在先前的冷表面结霜研究中，学者们多聚焦于普

冷温度范围内的结霜现象与结霜过程，取得了一系列丰富的成果[1-5]。

近年来，在碳中和、碳达峰的时代背景下，清洁能源 LNG 得到了人类青睐，在工

业生产及民用工程中得以大规模应用，然其在储存、运输过程中由于霜层的存在大大降

低了使用效率，液氧液氢等低温液化气体同样存在此类问题。学者们开始对深冷表面的

结霜过程及影响规律开展了研究[6-8]，发现在深冷表面上的结霜存在不同与普冷表面的特

有结霜现象，例如：在自然对流条件下，当冷表面温度低至一定值时，竖直深冷表面靠

上部分的霜晶较靠下部分的霜晶会优先生长，在整体上呈现出自上而下的推进式生长过

程，这明显有别于普冷表面上均匀生长的结果。

然而总体来说，在深冷温度范围的冷表面结霜现象研究依旧比较匮乏，现有的研究

结果也大多关注于霜层生长阶段，而结霜的初始阶段，即霜晶生长期，其对整个结霜过

程的影响是至关重要的，目前针对该阶段的研究更是寥寥无几。

为了对自然对流条件下深冷竖直表面初始霜晶的生长过程进行深入细致的观察，建

立了液氮制冷低温结霜实验台。该实验台以液氮为冷源对实验冷板进行降温，冷板温度

基金项目：国家自然科学基金（52076004）



最低可达到-194℃。依托该实验台对自然对流条件下深冷竖直表面初始霜晶的生长过程

开展了系统实验，记录初始霜晶在不同时刻的生长情况，全面研究了冷表面温度、空气

温度与空气相对湿度对初始霜晶形成、生长的影响规律。

1 实验装置与方法

1.1 低温结霜实验系统

液氮制冷低温结霜实验台包括液氮制冷系统、数据采集系统、图像采集系统以及空

气调节系统。实验系统图如图 1 所示。

1. 氮气瓶；2. 进气阀；3. 液氮罐；4. 出气阀；5. 排气管；6. 保温箱；7. 实验冷板；8. 显微镜-1；9.
冷光源；10. 显微镜-2；11. 计算机-2；12. 计算机-1；13. Agilent数据采集系统；

1. Nitrogen gas bottle; 2. Intake valve; 3. Liquid nitrogen tank; 4. Inlet valve; 5. Outlet tube; 6. Insulated box;
7. Experimental cold plate; 8. Microscope-1; 9. Cold light source; 10. Microscope-2; 11. Computer-2; 12.
Computer-1; 13. Agilent data acquisition system;

图 1 实验系统图

Fig. 1 Experimental system

液氮制冷系统是以液氮为冷源，通过氮气推动液氮流入实验冷板，氮气瓶、液氮罐

与实验冷板之间均以铜管连接，铜管覆盖有保温棉以减少液氮在流动过程中的冷量损失。

以此来降低冷板温度。实验当中通过调节减压阀开度的大小来控制高压氮气流量，进而

调节液氮的流量，从而满足不同实验条件下对于冷板温度的控制。结霜实验在纵向竖直

放置的实验冷板 7 上进行。实验冷板 7 由前板与背板组成，如图 2 所示。前板即实验时

结霜的冷表面，采用紫铜加工而成，尺寸为 200×70×10 mm；背板采用黄铜加工而成，

尺寸为 230×70×15 mm，背板两侧通过 M8 的螺栓与保温箱体相连。背板上加工有对向

流动的蛇形通道（5 mm×5 mm），前板上加工有与之对应的凸台，通过 14 个螺钉将背板

与前板连接后可形成两条供液氮流动的对向蛇形通道，连接面处均匀涂抹导热硅脂，以

降低接触热阻，尽可能保证实验冷板温度均匀。同时在蛇形通道外侧加工一圈凹槽以放

置耐低温密封圈，提高密封性能防止液氮流失。

由于结霜是一种典型的界面现象，因此还需要对实验冷板进行表面表征。利用德国

Dataphysics 公司制造生产的 OCA20 光学接触角测量仪对实验前板（即结霜表面）进行

了接触角测量，如图 3(a)所示，测量过程中随机选取五个不同的位置，用微型注射器将

6μL 大小的液滴滴落在实验前板上，取五个测量值的平均值作为测量结果，测得接触角

CA 为 85.96°，为亲水表面。利用日本 HITACHI 公司生产的 SU8020 型发射扫描电子显

微镜对实验前板进行形貌表征，如图 3(b)所示，可以清楚地观察到图中斜线为砂纸打磨



过的痕迹。

(a) 前板 (b) 背板

(c) 流动路线

图 2 实验冷板结构图及内部流动路线

Fig. 3-2 Structure of experimental cold plate and internal flow routes

(a) 实验冷板接触角 (b) 实验冷板扫描电镜图

图 3 实验冷板表面表征结果

Fig.3 Experimental cold plate surface characterization results



数据采集系统包括台式计算机与数据采集仪（Agilent 34970A），主要作用是对冷表

面温度数据进行全程、实时的采集储存，从而可根据温度数据及时调节液氮流量以保持

冷表面温度恒定至实验值。为了能实时监测实验冷板温度，在距前板上边缘 3 mm 处，

选取六个位置钻孔径为 1 mm、不同深度的的孔，用以布置 T 型热电偶测量冷板温度，

热电偶放置位置如图 4 所示，测温数据通过数据采集仪传输至计算机保存。

图 4 实验冷板的热电偶布置图

Fig. 4 Layout of thermocouples in experimental cold plate

图像采集系统用于观察并记录霜晶在不同时刻的生长情况，其由两台体式显微镜

（日本 OLYMPUS SZX-16，放大倍率为 11.41 ~ 187.45）和两台 CCD 图像传感器（与

计算机相连）组成，可以实现同步采集并记录水平与垂直方向的结霜图像，采集速率可

达 30 f/s。此外，为保证图像的清晰度，并尽量减少光源温度对霜晶生长的影响，使用亮

度可无极调控的冷光源进行照明，亮度可达到 35000LUX 以上。

空气调节系统主要是将空气温度和空气相对湿度稳定在实验条件值附近。环境空气

条件对结霜影响很大，必须实时调节以确保实验数据的准确。环境空气温度是通过空气

调节器（Gree KFR-50GW/AbD3）来控制，室温的调节范围为 16-30 ºC，控制精度为±0.5
ºC。空气相对湿度的调节通过超声波加湿器（AZS-12）来实现，调节范围为 30-90%，

控制精度为±2%。

1.2 实验方法与数据处理

在实验开始前，首先用 1200 目的砂纸将冷板表面充分打磨，之后用丙酮溶液清洗

表面，再用去离子水彻底清洗表面，待其自然干燥后覆以聚氯乙烯薄膜，同时尽可能排

挤干净膜内的空气，防止在冷板降温过程中有霜生成影响实验准确性。其次将环境条件

调节至实验所需条件，并保持稳定。接着将氮气瓶、液氮罐、实验冷板等通过铜管连接，

调整好显微镜的位置、放大倍数与冷光源的亮度、位置，以确保所拍摄照片的高清晰度，

准备开始实验。待环境条件稳定后，开启制冷系统阀门，通过液氮将冷板冷却至实验所

需温度，稳定 3-5 min 后开启图像采集系统，频率为每秒拍摄两张照片，并迅速揭开覆

在冷板表面的薄膜，结霜实验开始，实验通常持续 30 min。在实验进行过程中，需实时

观察冷板温度变化情况，以便及时提供液氮维持冷板温度恒定。每组实验会进行 2-3 次



的重复实验，以尽量避免偶然因素对实验的影响。

实验中需要对空气温度、空气相对湿度和冷表面温度进行测量。空气温度与冷表面

温度通过 T 型热电偶测量，通过数据采集仪将测量数据传输至计算机保存。空气相对湿

度采用湿度测量仪（型号 OMEGA RH511）测量。同时，定义霜晶覆盖面积与冷表面面

积比值为霜晶覆盖率，还需对其进行测量。将实验中拍摄到的相同位置、相同表面尺寸

的照片导入 ImageJ 软件中，对图像进行二值化处理并计算得到霜晶覆盖率，根据此数据

来表示霜晶的生长、分布情况。

2 实验结果分析

2.1 结霜过程

在空调、冷库等常见制冷设备中结霜方式通常为凝结-冻结成霜，即水蒸气先在冷表

面凝结成水滴，之后发生冻结，在冻结液滴顶部生长出霜晶。本文实验研究的冷表面温

度范围为-50℃~-190℃，结霜方式主要为凝华成霜，以下给出了具有明显不同特征的不

同冷表面温度下的结霜过程。图 5 给出了空气温度为 15℃、空气相对湿度为 40%、冷表

面温度为-50℃的结霜过程。可以看出，在该组实验中并未出现冷凝液滴、冻结液滴等现

象，而是在冷表面直接出现一些点状霜晶(93 s)，之后水蒸气在这些点状霜晶上凝华生长，

使得霜晶由点状霜晶向针状霜晶转变，逐渐开始呈现明显的枝晶生长，霜晶之间开始交

错生长连接形成霜层。

0 s 93 s 177 s

325 s 439 s 584 s
图 5 竖直表面的结霜过程（Tw=-50℃, Ta=15℃, RH=40%）

Fig. 5 Frosting process on vertical surface (Tw=-50℃, Ta=15℃, RH=40%) 

图 6 给出了空气温度为 15℃、空气相对湿度为 40%、冷表面温度为-130℃的结霜过



程。可以看出，在冷表面上率先生成的是点状霜晶(26 s)，且生成霜晶的数目比冷表面温

度为-50℃的实验中要更多得多，分布也更密集。之后水蒸气在点状霜晶上不断凝华，霜

晶不断生长，逐渐相互连接在一起，生成致密的霜层，在这个过程中霜晶没有呈现出显

著的枝晶生长。

0 s 26 s 92 s

214 s 388 s 579 s
图 6 竖直表面的结霜过程（Tw=-130℃, Ta=15℃, RH=40%）

Fig. 6 Frosting process on vertical surface (Tw=-130℃, Ta=15℃, RH=40%) 

环境参数保持不变，当冷表面温度进一步降低至-190℃时，会出现在这个温度下所

独有的结霜现象。图 7 给出了空气温度为 15℃、空气相对湿度为 40%、冷表面温度为

-190℃的结霜过程。可以看出，冷表面上没有观察到有独立霜晶生成、霜晶单独存在的

阶段，但是冷表面上却有一层薄薄的霜层以及液态空气(7 s)，这层薄霜层由于刚刚生成

还尚未牢固，而液态空气由于重力的作用会向下流动。向下流动的液态空气不断冲刷着

薄霜层，使得薄霜层的位置时常发生变化(28 s-111 s)。图中裸露出冷表面的位置便是液

态空气向下流动的痕迹。随着时间的推移，薄霜层逐渐变得牢固，紧紧吸附在冷表面上

(379 s-588 s)，这时液态空气的流动冲刷也不再影响这层薄霜层。实验进行至 3600 s 时，

观察区域依旧只是存在这层薄霜层，并未观察到有其它新的霜晶形成、生长。

2.2 冷表面温度对初始霜晶生长的影响

在本文中，研究冷表面温度及环境条件对自然对流条件下霜晶生长的影响规律通过

霜晶覆盖率来体现。需要说明的是，为尽量避免边缘效应对实验结果的影响，拍摄区域

选为冷表面中央靠上的部分冷表面（25 mm≤x≤50 mm，40 mm≤y≤60 mm）。为全面研究

冷表面温度对初始霜晶形成及生长的影响规律，本文对冷表面温度为-50℃、-70℃、
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设置了格式

设置了格式

设置了格式

设置了格式



-100℃、-130℃、-150℃、-170℃的不同工况下均进行了大量实验研究，冷表面温度为

-190℃的实验中因直接出现薄霜层故无法测量霜晶覆盖率。

0 s 7 s 28 s

60 s 111 s 379 s

588 s 3600 s
图 7 竖直表面的结霜过程（Tw=-190℃, Ta=15℃, RH=40%）

Fig. 7 Frosting process on vertical surface (Tw=-190℃, Ta=15℃, RH=40%) 

图 8 给出了在不同环境条件下霜晶覆盖率在不同时间随着冷表面温度的变化情况。

图 8(a)是空气温度为 15℃、空气相对湿度为 40%的环境条件下霜晶覆盖率随着冷表面温

度的变化过程，主要记录时间为实验开始后两分钟内。可以看出在冷表面温度为

-50℃~-100℃时，2 min 内的霜晶覆盖率随着冷表面温度的降低而增加。此时冷表面上的

结霜机制为水蒸气扩散机制，即低温冷表面与周围空气之间存在温度差，这使得在冷表

面附近存在自上而下的自然对流，且随着冷表面温度的降低，自然对流越强烈，水蒸气

或者在空气中凝结形成的小液滴源源不断地扩散至冷表面上结霜。由相变动力学的知识



可知，随着冷表面温度的降低，冷表面与空气的温差变大，处于亚稳态的水蒸气此时由

气相变为固相的相变驱动力也随之增大，这会导致有更多的水蒸气会直接凝华生成霜晶，

从而霜晶覆盖率会随着冷表面温度的降低而增加。

同时，在冷表面温度为-100℃~-170℃时，2 min 内的霜晶覆盖率随着冷表面温度的

降低而降低。可以发现这与冷表面温度为-50℃~-100℃时冷表面温度对霜晶覆盖率的影

响规律完全相反。这主要是因为在环境条件一定时，冷表面温度低到一定程度时会使结

霜机制发生改变，当冷表面温度低于-100℃时，冷表面上的结霜机制转变为粒子沉积机

制，即霜层的生长主要依靠霜晶的沉积。在深冷温度范围内，在开始实验时（撕开薄膜）

在冷表面附近会存在温度边界层，冷表面温度越低，温度边界层越厚。水蒸气在扩散至

冷表面的过程当中，会在温度边界层中大量消耗生成霜粒，因此能够扩散至冷表面上的

水蒸气量会大大减少。这些霜粒有部分也会随着水蒸气一起扩散至冷表面上，但在重力

作用及自然对流作用下，也会有部分霜粒在扩散过程中会掉落在桌面上，这也会使得霜

晶覆盖率出现一定程度的下降。这也是冷表面温度在深冷温度范围内所独有的现象。图

8 中在不同环境条件下的其他八组实验也呈现出相同的规律，随着环境条件的不同，冷

表面温度从-100℃降低至-170℃时，霜晶覆盖率分别减少了 9.65％、10.79％、12.45％、

10.53％、11.66％、13.46％、10.63％、10.56％和 11.46％。从以上实验可以看出，冷表

面温度是影响初始霜晶生长的重要因素。

(a) Ta=15℃, RH=40%                         (b) Ta=15℃, RH=60% 



(c) Ta=15℃, RH=80%                         (d) Ta=20℃, RH=40% 

(e) Ta=20℃, RH=60%                        (f) Ta=20℃, RH=80% 

(g) Ta=25℃, RH=40%                        (h) Ta=25℃, RH=60% 

(i) Ta=25℃, RH=80% 

图 8 不同环境条件下霜晶覆盖率在不同时间随着冷表面温度的变化情况

Fig. 8 Variation of frost crystal coverage with cold surface temperature at different time under different
environmental conditions

2.3 空气相对湿度对初始霜晶生长的影响



为全面研究空气相对湿度对初始霜晶生长的影响规律，在保持空气温度为 20℃不变

的条件下，对不同冷表面温度（-50℃、-70℃、-100℃、-130℃、-150℃、-170℃）在不

同空气相对湿度（40%、60%、80%）的条件下进行了大量实验。图 9 给出了在空气温

度为 20℃一定时，冷表面温度分别为-50℃、-70℃、-100℃、-130℃、-150℃、-170℃在

不同湿度下的霜晶覆盖率的变化过程，主要记录时间为实验开始后两分钟内。

可以看出，在各个冷表面温度下的实验中，都会呈现出随着空气相对湿度的增加，

即空气绝对湿度的增加，霜晶覆盖率也随之增加的规律。图 9(a)给出的是冷表面温度为

-50℃时霜晶覆盖率随空气相对湿度变化的情况，可以看出，空气相对湿度从 40%增大到

60%时，2 min 时的霜晶覆盖率从 5.53%增加到 16.88%，增幅为 205.24%，空气相对湿度

从 60%增大到 80%时，2 min 时的霜晶覆盖率从 16.88%增加到 18.50%，增幅为 9.60%。

图 9(b)给出的是冷表面温度为-70℃时霜晶覆盖率随空气相对湿度变化的情况，可以看

出，空气相对湿度从 40%增大到 60%时，2 min 时的霜晶覆盖率从 21.52%增加到 29.69%，

增幅为 37.96%，空气相对湿度从 60%增大到 80%时，2 min 时的霜晶覆盖率从 29.69%增

加到 38.71%，增幅为 30.38%。在这两组冷表面温度的实验中可以得出空气相对湿度对

于霜晶覆盖率的影响十分明显，在其它条件一定时，霜晶覆盖率随着空气相对湿度的增

加而增加，且随着空气相对湿度的增加，空气相对湿度对于霜晶覆盖率的影响减弱。

图 9(c)给出的是冷表面温度为-100℃时霜晶覆盖率随空气相对湿度变化的情况，可

以看出，空气相对湿度从 40%增大到 60%时，2 min 时的霜晶覆盖率从 47.19%增加到

48.01%，增幅为 1.74%，空气相对湿度从 60%增大到 80%时，2 min 时的霜晶覆盖率从

48.01%增加到 50.9%，增幅为 6.02%。图 9(d)给出的是冷表面温度为-130℃时霜晶覆盖

率随空气相对湿度变化的情况，可以看出，空气相对湿度从 40%增大到 60%时，2 min
时的霜晶覆盖率从 43.96%增加到 43.28%，增幅为-1.55%，空气相对湿度从 60%增大到

80%时，2 min 时的霜晶覆盖率从 43.28%增加到 43.66%，增幅为 0.88%。在这两组冷表

面温度的实验中可以得出空气相对湿度对于霜晶覆盖率的影响相较于之前两组实验来说

已经变得微乎其微，因此可以认为当冷表面温度低于-100℃时，空气相对湿度对于初始

霜晶生长的影响随着冷表面温度的降低而变弱，这个规律在空气温度为 20℃、冷表面温

度为-150℃和-170℃的两组实验中同样可以得到验证，如图 9(e)和图 9(f)所示。在这两组

实验中，空气相对湿度从 40%增大到 60%时，2 min 时的霜晶覆盖率的增幅分别为-2%和

8.06%，空气相对湿度从 60%增大到 80%时，2 min 时的霜晶覆盖率的增幅分别为-0.85%
和 3%。可以看出，增幅相较于冷表面温度为-50℃和-70℃的两组实验以大大降低。故而

认为当冷表面温度低于-100℃时，空气相对湿度对于初始霜晶的生长影响不大。

这主要因为结霜本质上是包含传热和传质的过程，传质驱动力主要取决于冷表面附

近和周围空气之间的水蒸气浓度差。在空气温度一定的条件下，空气相对湿度的增大意

味着空气绝对湿度的增大，而决定结霜速率的是绝对湿度，随着相对湿度的增加，绝对

湿度的增加幅度会越来越小，所以相对湿度对霜晶生长的影响会减弱。在保持空气温度

为 20℃不变的条件下，空气相对湿度从 40%增长到 60%时，其绝对湿度从 6.91 g/m3增

长到 10.36 g/m3，增幅为 49.9%；空气相对湿度从 60%增长到 80%时，其绝对湿度从 10.36
g/m3增长到 13.82 g/m3，增幅仅为 33.4%。



(a) Ta=20℃, Tw=-50℃                        (b) Ta=20℃, Tw=-70℃ 

(c) Ta=20℃, Tw=-100℃                         (d) Ta=20℃, Tw=-130℃ 

(e) Ta=20℃, Tw=-150℃            (f) Ta=20℃, Tw=-170℃ 

图 9 霜晶覆盖率在不同时间随着空气相对湿度的变化情况

Fig. 9 The variation of frost crystal coverage with air relative humidity at different time

随着冷表面温度的降低，冷表面结霜机制会由水蒸气扩散机制转变为粒子沉积机

制，且冷表面温度越低，粒子沉积机制作用的时间越长。在冷表面温度不太低时，水蒸

气扩散机制发挥作用，水蒸气以液滴、过冷液滴、蒸气等形式源源不断地流动至冷表面



成霜，此时空气相对湿度的提高会增加冷表面与附近空气的水蒸气浓度差，从而提高这

一扩散过程的传质驱动力，也就会使得初始霜晶的覆盖率增加。在冷表面温度低于-100℃

时，粒子沉积机制发挥作用，冷表面温度越低，温度边界层越厚，水蒸气在扩散至冷表

面的过程当中会经过温度边界层，在温度边界层当中会有水蒸气会相变生成霜粒，能够

扩散到冷表面的水蒸气量很少，所以越靠近冷表面处空气越干燥。同时在重力作用和自

然对流作用下，霜粒在扩散过程当中在尚未到达冷表面时已经落在桌面上，因此在冷表

面温度很低时提升空气相对湿度对初始霜晶生长的影响已经微乎其微。

2.4 空气温度对初始霜晶生长的影响

在空气相对湿度固定不变的前提下，空气温度的升高也会导致空气绝对湿度的上

升。因此研究空气温度对初始霜晶的生长也是十分有必要的。为全面研究空气温度对初

始霜晶生长的影响规律，在保持空气相对湿度为 40%不变的条件下，对不同冷表面温度

（-50℃、-70℃、-100℃、-130℃、-150℃、-170℃）在不同空气温度（15℃、20℃、25℃）

的条件下进行了大量实验。图 10 给出了在空气相对湿度为 40%一定时，冷表面温度分

别为-50℃、-70℃、-100℃、-130℃、-150℃、-170℃在不同空气温度下的霜晶覆盖率的

变化过程，主要记录时间为实验开始后两分钟内。

图 10(a)给出的是冷表面温度为-50℃时霜晶覆盖率随空气温度变化的情况，可以看

出，空气温度从 15℃增大到 20℃时，2 min 时的霜晶覆盖率从 4.62%增加到 5.53%，增

幅为 19.7%，空气温度从 20℃增大到 25℃时，2 min 时的霜晶覆盖率从 5.53%增加到

16.52%，增幅为 198.73%。图 10(b)给出的是冷表面温度为-70℃时霜晶覆盖率随空气温

度变化的情况，可以看出，空气温度从 15℃增大到 20℃时，2 min 时的霜晶覆盖率从

18.13%增加到 21.52%，增幅为 18.7%，空气温度从 20℃增大到 25℃时，2 min 时的霜晶

覆盖率从 21.52%增加到 24.22%，增幅为 12.55%。在这两组冷表面温度的实验中可以得

出空气温度对于霜晶覆盖率的影响十分明显，在其它条件一定时，霜晶覆盖率随着空气

温度的增加而增加。因为结霜从本质上来说是一个传质过程，在其它条件一定时空气温

度的升高会使空气绝对湿度的上升，增加了空气与冷表面之间的水蒸气浓度差，增加了

空气与冷表面之间的传质驱动力。

图 10(c)给出的是冷表面温度为-100℃时霜晶覆盖率随空气温度变化的情况，可以看

出，空气温度从 15℃增大到 20℃时，2 min 时的霜晶覆盖率从 46.88%增加到 47.19%，

增幅为 0.66%，空气温度从 20℃增大到 25℃时，2 min 时的霜晶覆盖率从 47.19%增加到

47.52%，增幅为 0.7%。图 10(d)给出的是冷表面温度为-130℃时霜晶覆盖率随空气温度

变化的情况，可以看出，空气温度从 15℃增大到 20℃时，2 min 时的霜晶覆盖率从 45.4%
增加到 43.96%，增幅为-3.17%，空气温度从 20℃增大到 25℃时，2 min 时的霜晶覆盖率

从 43.96%增加到 44.79%，增幅为 1.89%。在这两组冷表面温度的实验中可以得出空气温

度对于霜晶覆盖率的影响已远不如之前两组实验，影响变得很小，因此可以认为当冷表

面温度低于-100℃时，空气温度对于初始霜晶生长的影响会随着冷表面温度的降低而变

弱，这个规律在空气相对湿度为 40%、冷表面温度为-150℃和-170℃的两组实验中同样

可以得到验证，如图 10(e)和图 10(f)所示。在这两组实验中，空气温度从 15℃增大到 20℃

时，2 min 时的霜晶覆盖率的增幅分别为 0.34%和 2.99%，空气温度从 20℃增大到 25℃



时，2 min 时的霜晶覆盖率的增幅分别为-1.53%和 0.63%。可以看出，增幅相较于冷表面

温度为-50℃和-70℃的两组实验以大大降低。故而认为当冷表面温度低于-100℃时，空

气温度对于初始霜晶的生长影响不大。

(a) RH=40%, Tw=-50℃                         (b) RH=40%, Tw=-70℃ 

(c) RH=40%, Tw=-100℃                       (d) RH=40%, Tw=-130℃ 

(e) RH=40%, Tw=-150℃                       (f) RH=40%, Tw=-170℃ 

图 10 霜晶覆盖率在不同时间随着空气温度的变化情况

Fig. 10 The variation of frost crystal coverage with air temperature at different time



这与之前得出的空气相对湿度对于初始霜晶生长的影响规律相一致，因为无论是空

气相对湿度的升高还是空气温度的升高，都会导致空气绝对湿度的提高，增大了冷表面

附近水蒸气的传质驱动力，会有更多的水蒸气扩散至冷表面上，促进初始霜晶的生长。

在冷表面温度低于-100℃时空气温度对于初始霜晶生长的影响已不太明显的主要原因也

是由于结霜机制的转变，此时冷表面上成霜方式为粒子沉积机制，水蒸气在温度边界层

中相变成霜粒落在桌面上，扩散至冷表面上的水蒸气量微乎其微，且冷表面温度越低，

温度边界层越厚，这种情况也会愈发强烈。

3 结论

（1）当冷表面温度低至-190℃时，在冷表面上率先生成的并不是霜晶，而是液态空

气和薄霜层几乎同时生成，液态空气受重力的作用向下流动，此时薄霜层并不牢固，会

被液态空气不断冲刷而改变位置。随着时间推移，薄霜层逐渐牢固，紧紧贴合在冷表面

上。在这过程当中，霜层也会继续生长，逐渐覆盖整个冷表面。在整个结霜过程当中，

都没有观察到明显的霜晶生长。

（2）在冷表面温度为-50℃~-100℃时，霜晶覆盖率随着冷表面温度的降低而增加，

初始霜晶分布趋于密集；在冷表面温度为-100℃~-170℃时，霜晶覆盖率随着冷表面温度

的降低而减小，初始霜晶分布趋于稀疏。

（3）在冷表面温度为-50℃~-100℃时，空气相对湿度和空气温度对于初始霜晶生长

的影响十分明显，霜晶覆盖率随着空气相对湿度的增加而显著增加，随着空气温度的增

加而显著增加，且随着空气相对湿度的增加，空气相对湿度对于霜晶覆盖率的影响减弱；

当冷表面温度为-100℃~-170℃时，空气相对湿度和空气温度对于初始霜晶生长的影响已

不太明显，随着冷表面温度的降低而变弱。
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摘要：本文利用去离子水为换热工质，讨论了过冷条件下滴状微结构在不同质量流量和热流密度条件下的

强化微通道（水力直径 1800 μm）内的流动沸腾换热特性。结果表明，滴状微结构表面由于其具有的巨大固

液接触面积和大量成核位点，以及柱状结构所提供的强化湍流效应，相比于光滑表面在低流速（0.1-0.4 m/s）

实现了临界热流密度(Critical Heat Flux，CHF)和传热系数（heat-transfer coefficient，HTC）的同时增强，其

中 CHF 最大增强 52.7%，HTC 最大增强 269%。此外，柱状微结构表面的沸腾曲线在达到核态沸腾起始点

（ONB）后壁温仅随热流密度的继续增加轻微上升。

关键词：流动沸腾；强化传热；柱状微结构；微通道；强化传热

0 前言

随着高性能电子产品向多功能集成和小型化发展，高效的热管理和消除极端热通量是电

子产品未来面临的主要挑战，因为它们的散热性能较差[1–4]。相变液冷特别是流动沸腾传热
[5–7]是解决超高热流电子器件热管理问题最有效和理想的传热方式[8]。微通道内流动沸腾传

热更是由于其紧凑的结构、大的比表面积和极高的传热性能已成为一种有效的散热方法，为

实现电子设备的嵌入芯片内冷却提供了可能[9–11]. 描述电子设备中芯片允许的核沸腾安全操

作极限的临界热通量 (CHF) 和描述过程效率的传热系数 (HTC) 是沸腾性能的两个重要参

数传热，是电子设备冷却领域努力的方向[12,13]。各种强化方法，包括表面改性[14]、成核增强
[15,16]以及通过电场等外部力场技术维持强扰动或混合[17,18]已被用于提高流动沸腾的冷却性

能中。Chu 等人[19]提出的不对称纳米柱可以沉积在微通道表面上以实现单向气泡运动，因此

在相同工作条件下，与光滑的微通道相比，压降更小。薄的多孔涂层虽然有利于传热，而厚

涂层将为传热带来额外的热阻，并可能弱化使 HTC。Li 等[20]在多通道流动沸腾装置侧壁设

计了微肋栅栏，从根本上改变了边界层结构，即使在高热流密度条件下也能获得显著更高的

传热系数，而在高热流密度条件下，也防止了沸腾传热通常因从外圈开始干涸而恶化的现象。

James 等[21]报道了激光刻蚀的聚晶金刚石微通道与模板制备的微孔铜集成微通道，用于电力

电子和能量转换的复合热沉中的极端对流沸腾，实现了超过 1000 W/cm2。Van Erp 等人[22]首

次制造了一个一体化的嵌入式歧管散热器，即在芯片内部直接嵌入液体冷却，热流密度可达

1.7 kW/cm2，但沸腾过程的不稳定性和壁泡脱壁困难等问题尚未得到有效解决。此外，HTC
增强需要高成核位点密度，这会增加气泡聚结并抑制液体供应导致有限的 CHF 增强。

滴状微结构具有很大的传热表面增强比，同时可以提供大量的成核点并破坏边界层，从

基金项目：本文由国家重点研发计划（No.2022YFF0503502）,国家自然科学基金（No.51976163），西安交

通大学青年创新团队（No.xtr052022011），西安交通大学基本科研业务费（XZY022023029），国家自然科

学基金联合基金（U2141218）资助。



而增强流体扰动，增加临界热通量和传热系数，因此在微通道散热器中具有很大的潜力。但

通过实验研究其流动沸腾传热增强效果及机理却少有研究。在此次工作中，我们在硅基底上

制作了两种不同的柱状微结构表面，与传统的矩形通道相比，柱状微结构表面的沸腾曲线显

示出明显的差异[23–25]，此外，还通过可视化分析了柱状微结构表面的气泡行为，揭示了柱状

微结构表面微通道中流动沸腾传热的增强机制。

1 实验装置

1.1 实验系统

自主搭建微小通道相变换热实验系统平台，如图 1，主要由储液箱、过滤器、齿轮泵、

流量计、半导体散热器、测试段（含高速相机、直流电源、热电偶、压力传感器等）、冷凝

盘管、数据采集仪等组成。使用去离子水作为换热工质，储液箱中含有加热线圈，实验前先

将去离子煮沸 30 分钟用除去混有的不凝性气体。去离子水在泵的作用下，依次经过流量计

和半导体散热器进入试验段，与微通道中的硅基进行相变换热后，流出测试段，在储液箱内

冷凝，完成循环。硅片位于测试段的中心位置，通道水力直径为 1800 μm，加热面积为 1 ×
1 cm2，硅片背面镀一层焊层，通过铜探针进行电加热，背部填充有保温材料防止热损失。

微通道试验段在通道底座上进行，尺寸为 51.5 × 10 × 1 mm3（长× 宽× 高）。

图 1 实验系统图

滴状微结构采用图 2A 所示的标准刻蚀技术加工而成，详细的加工方法可参照前期的文

献[26]。图 2B 显示了滴状微结构表面的参数图像，整个微结构表面为 1×1 cm2，翅片高度 hp

为 120 μm，间隙 p 为 100 μm，尾部半圆的半径均为 25 μm,顶部尖角角度为 90° 和 37° 。

图 2C 为其 SEM 图像，二者的分别提供了 2.433 和 3.618 的面积强化比率。考虑到滴状微结

构高度仅占微通道高度的大约 1/10，我们认为流过微结构表面的流量与微通道内其他地方

的流量是一致的。

图 2 滴状微结构表面。A 标准光刻技术路线。B 微结构表面参数。C 微结构表面 SEM 图。



1.2 数据处理及误差分析

实验前，我们进行了一系列单相换热试验来计算测试段的热损失。经计算，整个测试段

的最大热损失不超过 10%，而这主要受热通量和质量通量的影响。

 inoutploss TTmcUIQ  (1)

其中，U 和 I 分别为直流电源的输入电压和电流，m、cp、Tin和 Tout 分别为质量流量、定压

比热容、工质的入口温度和出口温度。

两相换热系数 HTCtp可以通过以下公式计算获得：
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其中，Af是硅片基底的翅根部面积，Tw和 Tsat 分别为壁面温度和饱和温度。

在实验中，使用 T 型热电偶、压力传感器、微型齿轮流量计等测量参数的不确定度分

别为±0.1℃、±0.075%和±0.5%。此外，被测温度的不确定度包括铂电阻温度计的校准

（0.03℃）和温度波动（0.3℃）。其他相关参数的不确定性，如质量流速、热通量、传热系

数，可以按照误差传递分析方法计算，表 1 总结了实验中与测量和计算参数的最大相对误

差。

表 1 测量值和计算值的最大相对误差

主要参数 误差

微通道的宽度 W 和高度 H ± 0.02mm
电压 U 读数的±0.02%

电流 I 读数的±0.1%
温度 T ±0.43℃

压力传感器（0-300kPa） 量程的±0.075%
差压变送器（0-20kPa） 量程的±0.075%

微小齿轮流量计（0-600ml/min） 量程的±0.5%
水力直径 Dh ±0.04mm
质量通量 Gw ±5%
热流密度 q ±5.6%

两相换热系数 htp ±7.6%

1.3 系统验证

图 3 实验系统验证。A 热损失。B 平均努塞尔数。C 两相沸腾实验。



为了验证整个实验系统和数据处理方法的准确性，我们选择了光滑硅芯片表面进行实验。

如图 3A 所示，实验值与计算值相比的热损失误差（Qloss）小于 8%。与 Shah 和 London[27]对

水力和热发展流的相关性相比，光滑表面的平均努塞尔数的平均相对误差小于3.5%（图3B）。
另外，与 Ma 等[25]的两相沸腾实验结果相比，沸腾曲线吻合良好，以上实验足以表明本工作

所使用的实验系统和数据处理方法是可靠的。

2 实验结果与讨论

2.1 沸腾换热曲线

图 4 不同流速下在微通道内的沸腾换热曲线图

图 4 展示了不同质量流量下滴状微结构表面的沸腾曲线以及光滑表面的沸腾曲线，这

些数据都是在微通道入口介质温度为 25 ℃的情况下测量得到的，且所用介质均为去离子水。

对于每个流速下的沸腾曲线，在低热流下，曲线的斜率平稳增加，表明单相流动的热传递模

式下，热量的传导进程十分稳定。然而，随着热流的增加，热传递模式会从单相流动转变为

两相流动沸腾，此时曲线的斜率会急剧增加。特别是在滴状微结构表面的情况下，由于微结

构能够扰动流体的边界层并增强工作流体的湍流，因此增加了流体与热表面之间的热传递效

率，促进了沸腾传热的发生。通过比较不同测试表面的沸腾曲线，发现滴状微结构具有显著

的增强临界热流密度（CHF）的作用。由于 A37 表面更大的面积强化比，相比于 A90 表面

不管在哪个流速下都表现出更高的增强能力，随着流速的增加增强效果逐渐减弱(52.7%-
18.3%)，这主要归因于微通道高度的限制，因为随着热流的增大产生的气泡越来越多而无法

及时脱离壁面而触发 CHF。此外，流速在热传递增强中也扮演着重要的角色，根据图 4 的

实验数据，当流速从 0.1 m/s 增加到 0.2 m/s 时，光滑表面的 CHF 增加了 65 W/cm2，而滴状

微结构表面的 CHF 增加了 140-150 W/cm2，而当流速进一步从 0.2 m/s 增加到 0.4 m/s 时，光

滑表面的 CHF 增加了 140 W/cm2，而滴状微结构表面的 CHF 则是增加了 104-119 W/cm2，

很明显，在流速增大的同时，流动沸腾传热也更加明显，虽然滴状微结构表面在流速增大时

的 CHF 增强效果和光滑表面的增强效果相当，但总体来看，带有该结构的表面 CHF 有质的

飞跃。此外，由于更大强化面积所提供更多的成核位点，因此微结构表面的沸腾提前触发，

其壁面温度也仅仅在沸腾起始温度附近缓慢增加以达到 CHF，这一独特效果对于实际芯片

散热是至关重要的。实际上，当达到核沸腾的起始点后，在滴状微结构表面上观察到一个有

趣的现象，沸腾曲线呈现明显的“勾回”特征，这个现象被认为是“二次沸腾效应”，由于

壁面温度较高，沸腾始于微结构底部的凹陷处。随着热流密度的增加，顶部的微结构激活了

更多的成核位置，导致“二次沸腾效应”和壁面温度下降。但由于局部的气泡变大，在流动

液体的作用下，大气泡出现了反向扩展和流体的反冲现象。

2.2 传热系数

如图 5 所示，通过采用滴状微结构，在相同的流速和入口温度下，滴状微结构表面的沸

腾传热系数比光滑表面提高了约 166%至 269%，其最大传热系数高达 18.5 W/cm2·K。从沸

腾曲线和表 1 可以看出，滴状微结构表面由于具有较大的传热面积增强比，在同一流速和入

口温度下大大提高了最大传热通量。此外，滴状微结构表面的热流密度在 10 K 至 20 K 的狭



窄过热度范围内快速增加，滴状微结构之间的毛细作用促进了液体重新润湿能力，延缓了干

燥，从而显著提高了传热系数。微结构的液膜蒸发在微结构根部上形成了成核位置，并阻碍

了干涸的发生。此外，平滑表面和滴状微结构表面在核沸腾期间的传热系数表现出不

图 5 不同流速下在微通道内的换热系数

同的趋势。在核沸腾的开始阶段，滴状微结构表面的传热系数随着热流密度的增加而迅速增

加。这是由于滴状微结构在微通道中具有特殊的沸腾传热性能（二次沸腾效应）所致。之后，

在进入发展的核沸腾阶段时，沸腾传热系数稍有增加。相反，光滑表面在整个核沸腾过程中

始终维持着较小的传热系数。

2.3 气泡可视化

为了进一步分析微结构表面的强化机理，采用高速摄像机对同一流速（0.1 m/s）以及同

一功率（60 W/cm2）下的不同表面进行了可视化研究。图 6 显示了微结构表面对气泡成核尺

寸起到了有效的约束作用，光滑表面的平均气泡直径分布超过 1000 μm，几乎比微结构表面

大了近 10 倍。通常，较大的气泡倾向于沿着光滑的加热表面滚动，并在加热条件下相互聚

结，因为它们的表面气泡附着力更大。然而，微结构表面上较小的气泡降低了在短时间内合

并成较大气泡的可能性，从而延缓了气膜覆盖加热表面以达到 CHF。

图 6 气泡脱离直径

图 7 展示了在 0.2 m/s 和入口温度 Tin=25℃条件下，从孤立气泡流向弹状流的流型转变。

在核态沸腾期间，流型主要为气泡流，包括孤立气泡和合并气泡。当热流增加到临界热流

（CHF）时，这些气泡相互凝聚，形成覆盖加热表面的蒸汽塞。此时，流动沸腾变得不稳定，

壁面温度上升，压力和流量开始振荡。在低热流下，这些孤立小气泡首先在微柱的根部、间

隙和顶部生成，然后从微柱表面脱离，夹杂在液体中向下游流动。随着热流的增加，成核点

的密度和气泡脱离频率大大增加。然而，气泡的生长受到微柱和通道的限制，产生挤压和变

形。在微柱间隙中形成的气泡与其他气泡合并，形成较大的气泡，它们在微柱和盖板之间移

动。此时，合并后的大气泡并不会阻碍流体流动或堵塞微通道。由于微通道的限制，合并后

的大气泡继续膨胀，形成类似炮弹的大气泡，并逐渐覆盖柱状微结构表面。弹状气泡占据了

微通道内大量的空间，阻塞了上游液体流动，导致流动的不稳定和压力振荡。当弹状流开始



在微通道中形成时，大量的微柱被大气泡完全覆盖，液体无法润湿表面，从而导致局部干涸，

引发临界热流（CHF）。

图 7 A90 表面流动沸腾气泡演变模式

3 结论

以去离子水为工作流体，研究了水力直径为 1800 μm 的微通道中不同类型的滴状微结

构表面的流动沸腾传热特性。主要结论可归纳如下：

（1）与光滑表面相比，由于更大的强化面积比，滴状微结构表面的 CHF 显著增强。同时，

微观结构也提供了更多的成核位点，进一步促进了气泡的成核和生长。

（2）滴状微结构表面的沸腾曲线表现出明显的气泡限制效应，有效脱离直径大幅减小，对

增强 CHF 起到了延迟作用。

（3.）由于较高的 CHF 和较低的壁面温度，滴状微结构表面的 HTC 得到了极大的改善,相较

于光滑表面，滴状微结构表面的有效换热系数增加近 269%。
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摘要：为了同时优化相变换热器的储热速率和质量以满足高功率航天热控系统需求，本文提出了适

用于板翅式相变换热器的二维热网络模型。该模型相比于有限体积法的平均误差为 7.9%，提高计算

速度 99%以上。板翅式结构的参数分析表明了相变材料侧翅片高度和翅片间距对熔化时间影响较大，

翅片纵横比不宜超过 2.52。此外，将热网络模型与遗传算法联合进行多目标优化，在 8 个结构参数下

获得了可行域内的最优设计点，使得相变换热器的性能提高 12.1%。

关键词：相变储能；相变换热器；热网络模型；多目标优化；遗传算法

0 前言

在航天热控系统中，由于空间外热流和辐射器散热条件复杂变化，存在极端情况

下的散热不足问题，液路耦合相变换热器被认为是解决这一问题的有效方式[1]。相变

换热器中具有高焓值的相变材料（PCMs），起到对能量削峰填谷的作用，维持流体回

路中的温度稳定，进而保证了相关电子设备的稳定工作[2]。应用于航天器的相变换热

器目前面临着储热速率较低、质量过大的问题，亟待优化。

板翅式换热器具有高效紧凑的特点，加工技术成熟，流体与PCMs交替排列，在两

侧均可焊接翅片以增大传热面积[3]。对于板式相变换热器的结构优化，有限体积法

（FVM）是一种有效的数值方法，可以用来模拟相变过程，研究结构参数的影响[4]。
但是板式换热器待优化的结构参数众多，FVM 并不能快速高效地求出最优结构参数，

因此，高精度、高计算速度的传热模型对换热器在大量参数下的评估十分重要。对于

简单的两平板之间的 PCMs 传热问题，Mostafavi 等人[5]给出了解析解，但这并不适用

于 PCMs 之间存在翅片的复杂结构。热网络模型（TNM）是一种将热流等效电路中的

电流进行传热分析的方法，在保证一定准确性下大幅了减少计算量[6]。对于翅片强化

PCMs 传热的过程，2014 年 Tay 等人[7]将热流简化为平行和等温两种热流，在管翅式

结构中利用有效度-传热单元数（ε-NTU）方法建立了 TNM。该模型能够快速的计算平

均传热有效度，但缺点是模型中的待定参数在不同结构中需要标定，无法适用于参数

优化问题。Neumann 等人[8]对板式相变换热器展开研究，利用电阻 R、电容 C 串并联

的电路对瞬态传热过程进行了模拟，在 PCMs 侧不含翅片时，PCMs 的温度变化可以利



用 TNM 快速计算。Chen 等人[9]建立了板翅式结构下的 TNM，并对装置的传热有效度

和质量随参数的变化展开研究，获得了优化后的设计参数。2023 年，Yin 等人[10]通过

液相率改进 PCMs 热阻表达式并结合热容搭建了具有较高精度的 TNM，在管翅式结构

中实现了对PCMs温度、流体出口温度的准确模拟，在短时间内对各个参数下的换热器

进行了性能评估。

如前文所述，板翅式换热器的结构参数众多难以同时优化，TNM 作为可以用于快

速计算评估性能的模型，但在板翅式相变换热器的研究较少。本文中，搭建了瞬态的

热网络模型用于板翅式相变换热器熔化过程的快速计算，并分析了翅片高度、翅片间

距、翅片厚度、板子层数等对换热器性能的影响。随后结合遗传算法对 8个参数进行了

多目标优化，以求得最优的换热器结构。

1 数学模型

1.1 热网络模型

1.1.1 模型描述

图 1 热网络模型描述：（a）板翅相变换热器结构；（b）传热网络图；（c）传热网络求解流程图

Fig. 1. Description of the thermal network model. (a) Plate and fin phase change heat exchanger structure. (b)
Thermal resistance network diagram. (c) Thermal resistance network solution flow chart.

表 1 材料的热物性参数

Table 1 Thermophysical properties of materials.
物性 PCMs[11, 12] HTF 隔板和翅片[13]
材料 正十四烷 全氟三乙胺 6063 铝合金

密度 (kg·m-3) 770 (283.15 K) 1165 (303 K) 2700
热导率 (W·m-1·K-1) 0.273 (固体) 0.13 201

0.211 (液体) / /
比热 (J·kg-1·K-1) 2000 (固体) / 900

2550 (液体) 1165 /
动力粘度 (kg·m-1·s-1) 0.00291 0.00125 /
固相温度 (°C) 4.7 / /
液相温度 (°C) 6.5 / /
热膨胀系数 (K-1) 0.004 / /
潜热 (kJ·kg-1) 224.5 / /

图 1（a）为板翅式相变换热器的三维物理模型，传热流体（HTF）与相变材料



（PCMs）通过隔板交替布置，相关的尺寸参数名称已经标出。其中，变量 H、d、δ分

为代表翅片高度、翅片间距以及翅片厚度，下标 f和 F分别代表 PCMs侧和 HTF侧的翅

片。表 1 给出了本研究使用的材料的物性参数，HTF 的材料为全氟三乙胺，这是一种

航天系统常用的液体工质，PCMs 的材料为正十四烷，隔板和翅片的材料均为 6063 铝

合金。在工作时，以蓄热阶段为例，热量从HTF传递到 PCMs，使 PCMs发生相变储存

热量。参考卧式管翅式相变换热器的已有研究，流体传热主要沿轴向进行，径向截面

的结构参数是影响换热器性能关键，因此过往的研究大多针对二维结构进行参数优化

[14]。本文借助同样的思路，将板式换热器结构降维处理，建立二维的热网络模型，用

于研究翅片参数、板间距等对相变储热速率、换热器质量的影响，模型需满足以下假

设：

（1）PCMs 是各向同性的，忽略各单元间的接触热阻。

（2）由于 PCMs 的潜热远大于 HTF 的显热，可以认为 PCMs 的熔化前沿的温度不

变，是 PCMs 的熔点。

（3）翅片到 PCMs 之间的热流方向与翅片的壁面垂直，导致了熔化前沿的平行壁

面推进，PCMs 侧的热阻可以通过液相率直接表示。

（4）忽略重力的影响。

由于板翅式结构的对称性，图 1（b）的传热网络可以根据图 1（a）中红色方框的

几何结构进行建立，用来描述单层 PCMs 和 HTF 的二维瞬态传热过程。图中的网络由

热阻 R 和热容 C 构成，根据结构特点划分了四个单元，分别为代表流体、壁面、水平

翅片、垂直翅片、PCMs。相应的以下标 HTF、w、hf、vf 和 PCM 表示。

1.1.2 求解过程

相隔单元经过热阻传递热量，除流体单元外，其余单元的温度与吸收的总热量和

自身的热容相关，满足的守恒方程如下：
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(4)
其中 HTFR 、 wR 、 hfR 、 vfR 、 hfpR 和 vfpR 分为代表流体对流热阻、壁面热阻、水平翅片

热阻、垂直翅片热阻、水平翅片到 PCMs的热阻以及垂直翅片到 PCMs的热阻，单位均

为 K/W。对于二维传热，Y 方向长度默认为 1，其中，翅片到 PCMs 的热阻表达式如

下：
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其中为 PCMs的液相率，Ts为固相温度（K），Tl为液相温度（K），PCMs从 Ts开始熔

化，在 Tl 完全熔化。采用等效平均热容来模拟 PCMs 相变过程，在 PCMs 相变温度区

间，PCMs的比热容的表达式为 , , l s( ) / 2 / ( )p s p lc c L T T   ， ,p sc 和 ,p lc 分别为固态PCMs

和液态 PCMs 的比热容，L 为 PCMs 的相变潜热（J/kg）。
若使方程（1）完成封闭，还需要确定对流换热系数 h（ 2 1W m K   ），h可以通过

经验关系式获得，在本研究中，流动均处在层流状态，计算公式如下[10]：

hVD
Re
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L D
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/ hh Nu k D  (10)
其中 Re、Nu、Pr 分别是雷诺数、努塞尔数、普朗特数， hD 为水力直径（m）。当流体

侧包含翅片时，先计算翅片效率与翅片面积，与多通道内的对流换热系数 h，之后求解

加翅片后的对流换热系数 h1，并替代公式（1）中的 h[15]：
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其中 0A 为无翅片时的传热面积（m2）， pA 为加翅片后的一次传热面积（m2）， FA 为二

次传热面积（m2）， F 为翅片效率，h1为等效对流换热系数（ 2 1W m K   ）。

微分方程组（1）求解采用时间隐式格式离散，经验证，该格式求解不会导致非物

理解的产生。图 1（c）为热网络法的计算流程图，输入相应的参数并开始迭代求解，

当PCMs的液相率大于0.99时视为熔化结束，输出各个单元的温度变化过程。理论上，

划分的热阻单元数目和时间步长会对数值准确性造成影响。经过检验，本文划分的单



元数目已经足够，再增加单元数目对结果影响很小。时间步长选取为 0.01s，满足时间

无关性。

1.2 有限体积法

利用求解有限体积法（FVM）进行数值求解，传热过程满足的能量方程如下[16]：

( ) ( )H k T
t



   


(16)

其中  为控制体的密度（ 3kg m ），H 为控制体的焓值（ 1J kg ）。

PCMs 的焓值变化采用如下公式：

ref
ref d

T

pT
H L H c T    (17)

其中 L代表 PCMs 的潜热（ 1J kg ）， refT 为参考温度（K）， refH 为参考温度下的焓值

（ 1J kg ）。

单层板翅式的传热过程可以通过图 2（a）所示的计算域进行模拟，流体侧壁面为

第三类边界条件即给定对流换热系数和换热温度，左右壁面为对称面。求解时采用

SIMPLEC 算法对速度和压力进行耦合，PRESTO 格式用于压力的修正，二阶迎风格式

用于速度和能量方程的离散，在每个时间步长内，连续性、动量和能量方程的收敛残

差限制在 10-5、10-6和 10-9以下。三个网格数量（1329 个、5086 个和 19671 个）和三个

时间步长（0.1s、0.05s 和 0.025s）被用来进行无关性检验，当网格数量达到 5086 个时，

最大误差小于 0.5%。并且，时间步长改变对结果影响很小。因此文本采用 5086 个网格

的尺寸以及时间步长 0.05s 进行 FVM 的计算。

图 2 （a）网格划分与边界条件；（b）FVM 仿真与 Kamkari[17]等人实验对比

Fig. 2. (a) Grid division and boundary conditions. (b) Comparison between FVM simulation and experiments
of Kamkari[17] et al.

FVM 的准确性通过 Kamkari [17]等人的实验结果验证，实验中分析了用翅片强化传

热的矩形储热器的液相率变化，该实验件结构与板翅内的传热结构十分相似。根据文

献中的几何结构和物性参数进行网格划分与数值求解，在三个翅片的结构下，右壁面

恒定加热温度 60 °C 时，对比了仿真与实验的液相率变化，如图 2（b）所示。实验的相

对不确定度为4.2%，仿真与实验的平均相对误差为3.8%，二者吻合良好，验证了FVM
计算的准确性。



2 结果与讨论

2.1 模型准确性分析

为验证TNM的准确性，通过不同参数的正交实验设计，进行了 11组算例的验证，

表 2中给出了具体的参数设置。在本研究中，为了评估相变换热器的储热速率的快慢，

需参考熔化时间 tm 的大小，越短的熔化时间意味着越高的储热速率。TNM 的准确性可

以通过熔化时间计算的准确度进行评价。结合表 1 与图 3（a），TNM 对于熔化时间计

算较为准确，最大相对误差 13.3%，平均相对误差 7.9%。TNM 的熔化时间相比 FVM
的计算结果整体呈现偏小的趋势，在工程应用时，可以通过对 TNM 的计算结果乘修正

因子来提高模型准确度。在本次实验中，TNM 的熔化时间乘 1.09 时，平均相对误差减

小至 4.3%。

表 2 热网络模型计算结果对比

Table 2 Comparison of TNM calculation results

Case Hf

(mm)
df

(mm)
δf

(mm)
dw

(mm)
Hf / df

(-)
h
(W·m-2·K-1)

tm(FVM)
(s)

tm(TNM)
(s)

误差
(%)

1 4 3 0.15 0.3 1.33 300 84.0 77.0 8.3
2 8 5 0.3 0.3 1.60 300 201.0 179.8 10.5
3 12 7 0.5 0.3 1.71 300 345.0 304.9 11.6
4 12 3 0.3 0.5 4.00 300 190.0 191.3 0.7
5 8 7 0.15 0.5 1.14 300 273.0 236.6 13.3
6 4 5 0.5 0.5 0.80 300 94.0 82.2 12.6
7 4 7 0.3 0.7 0.57 300 115.0 100.7 12.4
8 8 3 0.5 0.7 2.67 300 124.0 119.1 4.0
9 12 5 0.15 0.7 2.40 300 295.0 284.5 3.6
10 4 3 0.15 0.3 1.33 100 186.0 179.4 3.5
11 4 3 0.15 0.3 1.33 200 110.0 102.7 6.6
平均 - - - - - - - - 7.9

除熔化时间外，进一步对 PCMs 的液相率的瞬时变化进行对比验证，如图 3（b）
所示。TNM对于 PCMs的液相率变化有着很好的一致性，在 Case 1、2和 4中，液相率

的最大误差分别为 4.0%、3.8%和 4.8%，进一步证明了本文建立的 TNM 的准确性。此

外，TNM 大幅缩短了计算时间。在相同处理器下，FVM 计算 Case 4 耗时 1200s 以上，

TNM 计算仅耗时 10s，计算时间缩短了 99%以上，为之后多参数分析与多目标优化的

实现提供计算能力。



图 3 TNM 准确性验证：（a）熔化时间对比；（b）液相率变化对比

Fig. 3. TNM accuracy verification. (a) Comparison of melting time. (b) Comparison of liquid phase rate
variation.

2.2 结构参数分析

PCMs 的熔化时间受众多参数影响，各参数对熔化时间的影响程度可以用相关系数

来描述，对于两个离散变量之间的相关系数采用如下公式进行计算：
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X Y
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计算各参数与熔化时间的相关系数，参数的变化范围是：翅片高度 Hf（5-30 mm），

翅片间距 df（3-10 mm），翅片厚度 δf（0.1-0.6 mm），隔板厚度 dw（0.3-0.7 mm），对流

换热系数 h（100-350 W·m-2·K-1）。图 4（a）给出了相应的计算结果，翅片高度、对流

换热系数以及翅片间距是影响PCMs熔化时间的主要因素，这是因为翅片高度和间距的

改变直接影响了 PCMs的厚度与翅片的使用量，对 PCMs侧的热阻改变最为直接，而对

流换热系数的改变对流体侧热阻的影响很大，对流换热系数增大缩短熔化时间。图 4
（b）进一步对翅片高度、翅片间距对熔化时间的影响进行分析，从云图中可以发现，

随着翅片高度和翅片间距的减小，熔化时间大幅缩短。等值线的斜率可以反映两个变

量对目标函数的影响程度。在翅片高度较小时，等值线斜率绝对值较大，意味着此时

改变翅片间距的改变对熔化时间的影响较小，当翅片高度增大时，等值线斜率绝对值

减小，翅片间距影响加大。

图 4 翅片结构对熔化时间的影响

Fig. 4. Effect of fin structure on melting time.

对单层 PCMs 的翅片高度、翅片间距和翅片厚度进一步分析，首先固定 Lx 为 243
mm、Ly 为 318 mm 不变，这样确保了对流换热系数不受翅片结构参数变化的影响，其

次固定了单层 PCMs 的体积不变，确保了储能量不改变。在翅片厚度为 0.5 mm 的条件

下，分析了翅片纵横比 Hf / df 与熔化时间、单层总质量 M1（壁面、翅片与 PCMs 质量

之和）以及紧凑因子 CF（PCMs 体积/壁面、翅片与 PCMs 体积之和）的关系，如图 5
（a）所示。随着翅片纵横比的增大，质量呈线性增长、紧凑因子线性下降，这说明翅

片的用量不断增加，换热器的紧凑性下降。在不同的对流换热系数下，熔化时间总是

先快速减少后缓慢下降，这表明了通过增加翅片使用量提高储热速率存在一个合理范



围。当纵横比大于 2.52 时，h 为 300 W·m-2·K-1条件下的熔化时间减小幅度小于 4%，此

时可以认为再增加翅片用量主要增大了装置质量，对储热速率的提高帮助不大。

在纵横比为 2.52 时，分析了翅片厚度对单层 PCMs 熔化的影响。如图 5（b）所示，

在不改变翅片 PCMs 的体积时，增加翅片的厚度基本不改变熔化时间，但明显增加质

量、减小紧凑因子。这是因为在翅片厚度为 0.1 mm 时，三种对流换热系数下的对流侧

热阻占比分别达到了 95.2%，90.8%和 86.8%，当翅片厚度增加时，导热侧热阻降低对

总热阻影响较小，进而导致熔化时间随翅片厚度的变化幅度不大。这也说明了板翅式

换热器的优化是需要综合考虑流体侧和 PCMs侧的结构参数，只考虑 PCMs侧翅片的参

数优化有可能忽略两侧热阻匹配问题，进而导致无法兼顾高效性和轻量化。

图 5 熔化时间、质量、紧凑因子随（a）翅片纵横比、（b）翅片厚度的变化

Fig. 5 Variation of melting time, mass, and compactness factor with (a) fin aspect ratio, (b) fin thickness.

2.3 多目标优化

设计板翅式换热器的主要目标是缩短熔化时间并减小装置质量，这两个目标往往

是矛盾的，因此需要开展多目标的协同优化，在全局范围内寻找最优设计点。换热器

的优化设计问题可以通过公式（13）描述，N代表 PCMs 的层数，流体层数为 N+1。未

优化的结构参数如表 3 所示，以此计算出的 PCMs 体积为 0.00736 m3，在优化过程中保

持不变，此时可相应计算出 Lx。此外，Ly 始终不变，为 350 mm，进口流量始终为 10
L/min。隔板的厚度的增加使得热阻和质量同步增加，因此理论上隔板厚度 dw越小越有

利，不需要作为设计变量进行优化，dw始终为 0.5 mm。

m
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表 3 初始与优化后的换热器结构参数（单位 mm）

Table 3 Initial and optimized heat exchanger structural parameters (in: mm).



参数 Hf df δf HF dF δF dw Lx Ly N

初始 10 5 0.15 1.5 2 0.15 0.5 200 350 11
优化 21.895 2.566 0.1055 1 1 0.1 0.5 67 350 15

基于精英策略快速非支配排序遗传算法（NSGA-Ⅱ）进行多目标优化，优化过程如

图 6（a）所示。热网络模型在其中起到计算质量与熔化时间的作用，在获得个体的参

数后，输出到遗传算法中为个体标志适应度，之后高效地筛选、交叉、变异，逐步寻

得表现最好的一个种群，即一组最优解集（Pareto 最优解集）。在最优解集中的解没有

优劣之分，为进一步挑选出合适的解，本文采用理想解贴近度排序法（TOPSIS）进行

多目标决策 [18]。TOPSIS 通过计算各个解距离理想最优解的距离来进行排序，当越接

近于理想最优解时，该解对应的设计方案越好。

图 6 遗传算法与热网络模型联合的多目标优化流程图

Fig. 6 Flow chart of multi-objective optimization by combining genetic algorithm and TNM.

遗传算法的种群个体数为 50，进化 100 代之后的优化结果如图 6（b）所示，在

Pareto 解集中，采用 TOPSIS 算法评价后选出了最优设计点，设计点的参数在表 3 中给

出。从优化后的结果上可以看到，PCMs 侧的翅片高度增加，翅片间距减小，PCMs 层

数增加。流体侧翅片高度减小，这使得 HTF 的质量减小。翅片厚度基本上约薄越好，

取到了可行域的最小值，约为 0.1 mm。进一步对比了优化前后的性能，如表 4 所示。

优化后的相变换热器的熔化时间增加了 14.6%，但减小了 16.6%的质量。以 TOPSIS 相

对接近度来作为综合性能评价指标，优化后的结构综合性能提高了 12.1%。

表 4 换热器优化前后性能对比

Table 4 Performance comparison before and after heat exchanger optimization
熔化时间，tm (s) 质量，M (kg) 综合性能

初始 192.9 9.36 0.783
优化后 221 7.81 0.878
变化量 +14.6% -16.6% +12.1%

3 结论
为了实现航天用板翅式换热器的高效轻量化，本文建立了可实现瞬态计算的热网

络模型，开展了结构参数对熔化时间、装置质量的影响规律的研究。联合遗传算法进

行了换热器多参数、多目标下的优化，求得了可行域内的最优结构参数。本文的主要



结论如下：

（1）基于瞬态热网络模型模拟板翅式换热器的熔化过程具有良好的精度，并且大

幅加快计算速度。采用 11 个案例将热网络法与有限体积法的计算结果进行对比，熔化

时间的平均相对误差为 7.9%，计算速度提高 99%以上。

（2）相变换热器中，对流换热系数以及 PCMs 侧的翅片高度、翅片间距对熔化时

间的影响较大。对流换热系数不变时，随着翅片高度和翅片间距的增大，熔化时间显

著增加。

（3）PCMs 侧的翅片纵横比不宜过大，当翅片纵横比超过 2.52 后，熔化时间减小

速度减慢，但质量保持原有增速。翅片厚度对熔化时间的影响较小，增加厚度会持续

增加装置质量。

（4）TNM 联合遗传算法实现了 8 个参数下的多目标优化，并利用 TOPSIS 算法对

最优解集进行评价，获得了最优结构参数，使得换热器的整体性能提高了 12.1%。
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摘要：相变蓄热系统的结构优化是近年来研究的重点之一。本文提出了一种五内管式套管结构的相变

储热单元，并对其进行了数值模拟，针对螺旋翅片的螺距、翅片高度、翅片数量、翅片管排布方式、翅

片开孔等参数进行了结构优化，探究了相变材料熔化过程中液体分数、平均温度、Nu 数和储热量的变

化趋势。结果表明，翅片的螺距、翅片数和翅片管排布方式等直接影响自然对流效果的参数是影响相变

材料熔化快慢的主要因素。
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0 前言

世界能源的消耗正在逐渐增加，而现如今的能源利用主要来自化石能源，这种能源

的消耗会伴随着温室气体的产生和大气的污染，因此，有必要对清洁能源的利用进行研

究，而太阳能作为最大的可再生清洁能源，已经有了许多关于太阳能利用的研究，在太

阳能的利用过程中，大部分能量会以热量的形式损耗，因此研究热能存储对太阳能的利

用很有必要。相变储热因其具有的高储能密度、储热过程的等温性等优点近年来被广大

学者所关注，相变储热的研究主要分为相变材料的研究以及蓄热系统的研究，大多数相

变材料具有低导热率的缺点，大大制约了相变材料的储能效率，为了解决这一问题，除

了在相变材料中添加高导热率的物质外，最常见的做法就是增加换热面积，也就是对蓄

热系统的结构进行优化研究[1]。

近年来许多学者针对蓄热系统的提出了很多新的结构，Mahdi[2]等提出了一种新型双

管螺旋盘管作为潜热储能系统的结构设计，发现双管螺旋管系统能同时增加传热流体和

PCM 的扰动，增大了冷热流体的对流换热系数。Ardahaie[3]等提出了一种基于平螺旋管

换热器 (FSTH) 的套管蓄热系统结构，得出垂直排布相较于水平排布具有更大的自然对

流效果，且 FSTH 越是分布在壳体的最底部，自然对流支配开始的时间就越缩短。Ahmed
[4]和 Mourad [4]等提出了特殊形状的外管和内管，得出蓄热装置横向布置时，内管越是在

较低的位置，越是能加速 PCM 的熔化。Kumar[6]等提出了一种壳体和管 LHTES 的新型

漏斗形结构，发现侧壳的表面倾斜能实现更均匀的温度分布。Wang[7]等研究扭曲胶带偏

心放置对圆管中流动分布和传热的影响。Elbahjaoui[8]等分析了采用三心管的存储系统，

PCM 置于中间管道，内外部管道通传热流体，得出三心管比同心管具有更高的蓄能效率。

上述结构虽然比较有创造性，但是同样存在许多缺点，在实际工程上上述结构往往难以

加工出来，有些还缺少紧凑性，对空间的利用率较低，因此，也有许多学者针对传统的

翅片进行了研究。Zhang[9]等通过数值模拟的方法，对比了纵向、横向、螺旋翅片的储热



性能，得出双螺旋翅片嵌入相变材料区域可以在垂直 LHTES 中实现最佳的热性能，四

螺旋翅片 LHTES 可以在水平热能存储单元中实现最佳的热性能。Borhani[10]等研究了螺

旋翅片对热交换器中相变材料熔化过程的影响。Duan[11]等通过数值研究了多螺旋翅片对

套管式储热系统的影响。Pizzolato[12]等借鉴拓扑优化原理研究了多管潜热储热中翅片的

最佳配置。

通过对文献的阅读，发现对多内管式套管相变蓄热系统的研究较少，且相比于单内

管的套管式蓄热单元，多内管通入的传热流体数量较多，加热面更多，使相变材料的熔

化更快，多内管加装螺旋翅片后，内管之间螺旋翅片促进自然对流的效果会进行协同，

进一步促进相变材料的熔化，因此本文设计了一套五内管式套管相变储热系统，并针对

其螺旋翅片参数进行结构优化，本项工作可对实际工程上的应用一定参考价值。

1 模型建立

1.1 物理模型

图 1 (a)为简化后的五内管式套管相变蓄热单元的物理结构示意图，相变材料封装在

五个内管和外管之间的空间，传热流体从内管的一侧流入，另一侧流出，为了减少运算

时间，实际计算时采用的 200 mm 长度，模型的实际参数如图 1 (b)所示，内管的外径为

30 mm，壁厚为 2 mm，外管的外径为 248 mm，壁厚为 3 mm，网格结构图 1 (c)所示，相

变材料采用的是三水合醋酸钠(SAT)，传热流体采用 80 ℃的热水，内管采用铜材质，外

壳采用不锈钢材质，其详细的物性参数如表 1 所示。

图 1 五内管式套管相变储热单元

Fig 1 Five inner tube type phase change heat storage unit with casing

（c）网格结构



表 1 相变材料及蓄热单元物性参数

Table 1 Physical properties parameters of phase change materials and thermal storage units

材料 密度

(kg⋅ ݉ ିଷ)

比热容

(kJ⋅ kgିଵ ⋅ Kିଵ)

热导率

(w ⋅ mିଵ ⋅ Kିଵ)

相变温度

（℃）

相变潜热

(kJ ⋅ kgିଵ)

相变材料 1300 3 0.6 56 220
传热流体 998.2 4.18 0.6 0
内管 8978 0.381 387.6
外壳 8030 0.502 16.27

1.2 数学模型

为了更好地了解熔化过程中 PCM 的固液界面，使用 ANSYS-FLUENT 和焓孔隙

率方法进行了仿真，假设熔融 PCM 的流动是三维不可压缩的，层流和非稳态的，

PCM 的热物理特性与温度无关，但动量方程中的密度除外，应用 Boussinesq 近似来

解释动量方程中的密度变化，因为它与温度有关，相变过程引起的 PCM 体积变化可

以忽略不计，连续性、动量和热能方程表示为：

连续性方程：
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动量方程：
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在 enthalpy-porosity 方法中把糊状区域（部分凝固的区域）看作为多孔介质。每个

单元的多孔性在单元中设置相等的流体阻力。对于全凝固的区域，多孔性为 0，这些区

域的速度也为 0，动量的损失是由于在糊状区域的多孔性的减少造成的如下式：
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是液体体积分数， 是一个小于 0.0001 数，防止被 0除， mushA 是一个糊状区域

的连续数，糊状区域的常数是测试阻尼的振幅的尺度，这个值越大，当凝固时的速度到

0越是梯度大，非常大的值可能造成凝固振荡。

能量方程：

通过将焓作为一个依赖变量而不是温度来修正能量方程，能量方程写为：
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PCM 的温度是通过能量方程和液体分数方程之间的迭代获得的，焓能通过 h 和

潜热∆H 来计算 ：



H h H  （5）
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并且 refh =参考焓， refT =参考温度 , pc =定压比热

液体分数被定义为
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潜热 L可以查阅相关的材料的潜热性能表,潜热的值从 0到 L 之间变化

H L  （8）

1.3 数值方法

采用压力基瞬态求解器，重力加速度方向与传热流体流动方向相反，采用层流模型

和熔化凝固模型，初始条件设置为 50 ℃，边界条件为速度入口、压力出口以及绝热壁

面，入口速度为 0.02 m/s，入口温度为 80 ℃，出口压力为大气压，流体域和固体域之

间采用热固共轭传热，外壳外壁面采用绝热边界条件，选择 SIMPLE 算法处理压力场和

速度场的耦合，采用（PRESTO）方案作为压力的离散方程，使用动量和能量方程中平流

项的二阶逆风格式进行了模拟，压力、密度、体积力、动量、液体分数、能量的亚松弛

因子分别为 0.3、1、1、0.7、0.9、0.8。

1.4 网格、时间步长独立性检验

模型的网格结构是多面体网格和六面体网格混合形式，网格的数量的多少影响模拟

计算的准确度，为了确保求解的精度，对翅高 20 mm、翅厚 1 mm、螺距 44 mm 的双螺旋

翅片蓄热体结构进行了网格独立性检验，分别建立了具有 2599763、3261075、3721516

网格数量的三套网格结构，在相同的模拟设置下，PCM 完全熔化的时间如图 2所示，三

套网格结构完全融化时间分别为 6734 s、7222 s、7293 s，可以看出网格数 3261075 和

3721516 之间的熔化时间差别很小，为了节省计算资源，选取 3261075 的网格尺寸进行

计算。对于时间步长，在 3261075 的网格的基础上，分别取 0.1 s、0.3 s、0.5 s 的时

间步长进行计算，其结果如图 3 所示，它们完全融化的时间分别为 7136 s、7183 s、

7222 s，可以看出，它们之间的差别很小，因此为了提高计算速度，本文选取 0.5 s 为

时间步长。

1.5 数值模拟的验证

为了保证数值模拟的正确性，利用 Mehta[13]
等对螺旋翅片进行的实验数据和模拟数

据，本文依照他们文献中的模型参数，重新设计了一款单内管螺旋翅片套管式蓄热结构，

用来验证本文数值模拟方法的正确性，边界条件和相变材料的物性参数均与文献中一致，

数值计算后的对比图如图 4所示，可以看出，本文的模拟和文献中的模拟基本走势相同，

他们之间的最大偏差为9.74 %，误差可能来源于求解方法设置以及文献数据提取的偏差，

整体而言与文献中模拟的结果一致，和文献中的实验数据的误差来源于边界条件的不同，



模拟过程壁面边界条件设置为绝热，而实验过程会有热量损失，和文献中实验数据的结

果最大偏差在 15 %左右，在可接受范围内，因此可以认为本文采用的数值模拟方法对蓄

热体结构进行的计算符合实际情况。

2 数值计算的结果与讨论

本文在计算后处理中除了常规的液体分数图和平均温度图外，还引入了储热量和 Nu
数，储热量用来衡量该系统的储能效果，其公式如下：

0( )Q V T T c V L     （9）

其中，Q为热量 J； 为相变材料密度 kg݉ڄ ିଷ ；V 为相变材料体积݉ ଷ ；T 为相

变材料平均温度℃； 0T 为初始温度℃；c为相变材料比热容 J⋅ kgିଵ ⋅ Kିଵ； 为液相率；

L 为相变材料潜热J ⋅ kgିଵ

Nu 数用来表征系统自然对流的强度，其公式如下：

( )
w

W pcm

q D
Nu

k T T



（10）

其中， wq 为内管外壁传入 PCM 的平均热流 w；k 为相变材料的热导率w ⋅ mିଵ ⋅ Kିଵ；

D 为特称长度 m； WT 为内管外壁平均温度℃； pcmT 为相变材料平均温度

2.1 翅片螺距对相变材料熔化效果的影响

针对翅片螺距设计三组对照模型，三组模型的螺距分别是 24 mm、34 mm、44
mm，其他翅片参数保持不变。图 5 为三组模型中相变材料的液体分数云图，图 6 为三

组模型中相变材料的温度云图，云图分别截取了模型的底部横截面和纵切面，由图可

知，随着时间的推移，相变材料从顶部开始熔化，这是因为未熔化的相变材料密度比熔

化后的大，在重力的作用下会下沉到底部，不断在底部堆积，使得顶部最先熔化。图 7
为相变材料液体分数、平均温度、储热量以及 Nu 数随时间的变化曲线，可以得出，相

变材料在熔化初期，平均温度上升较快，中期升温平缓一段时间后又开始增加，后期开

始逐渐减小，原因是初始阶段传热流体与相变材料温差大，Nu 数较大，随着时间的推

移，温差逐渐减小，Nu 数减小，并且相变材料部分区域开始熔化变成液态，使整体温

升趋于平缓，当翅片管附近的相变材料变成液体时，开始出现自然对流效果，该效果会

Fig 3 Time step independenceFig 2 Grid independence
图 2 网格独立性 图 3 时间步长独立性

Fig 4 Comparison with other literature

submissions

图 4 和别的文献数据比较



促使 Nu 数增加，不同螺距会对出现自然对流的时间有所影响，螺距越小，自然对流效

果出现的时间越靠后，当内管周围大部分相变材料全部变成液态时，自然对流效果逐渐

消失，Nu 数再次下降，温升再次变慢至全部熔化。由图 7 (c)和图 7 (d)可以得出，24
mm、34 mm、44 mm 螺距相变材料完全熔化时间和完全熔化储热量分别为 8281 s、
7077 s、7222 s 和 2857 kJ、2920 kJ、2934 kJ，可以得出，从 24 mm 螺距增加到 34 mm
螺距，相变材料熔化时间减小了 14.5 %，储热量增加 2.2 %，螺距从 34 mm 增加到 44
mm，相变材料熔化时间增加了 2.04 %，储热量增加了 0.48 %。螺距的增加会减小翅片

面积，使可装填的相变材料变多，因此储热量会增加，随着螺距的增加，熔化时间先减

小在增加，因此可以得出存在一个最优螺距，使熔化时间最短，且最优解在 34 mm 螺

距附近, 减小螺距会增大翅片的换热面积，但是同时会削弱螺旋翅片造成的自然对流效

果,两者相互作用导致最优解的存在。

图 5 不同螺距下相变材料液体分数图

Fig 5 Liquid fraction diagram of phase change materials

under different pitches

图 6 不同螺距下相变材料温度云图

Fig 6 Temperature nephogram of phase change materials

under different pitches

图 7 相变材料平均温度、Nu 数、液体分数、储热量随时间变化

Fig 7 Changes in average temperature, Nu number, liquid fraction, and heat storage

capacity of phase change materials over time



2.2 翅片高度对相变材料熔化效果的影响

针对翅片高度设计了三组对照模型，三组模型的翅高分别是 16 mm、20 mm、24
mm，其他翅片参数保持不变。图 8 为三组模型中相变材料的液体分数云图，图 9 为三

组模型中相变材料的温度云图，由图可知，相变材料从顶部先开始熔化，低端最后熔

化，这是因为未熔化的相变材料密度比熔化后的大，在重力的作用下会下沉到底部，不

断在底部堆积，使得顶部最先熔化。随着翅片高度的增加，相变材料熔化速率增加，熔

化方式为从内管周围呈“十字”向外熔化，靠近外管壁附近存在死区，影响整体熔化速

率。图 10 为相变材料液体分数、平均温度、储热量以及 Nu 数随时间的变化曲线，可

以看出，相变材料平均温度的变化趋势和上一小节相同，且产生这样趋势的原因也已分

析，Nu 数在初始阶段就增加，说明出现自然对流效果的时间都比较靠前，翅片高度越

高，翅片所影响的相变材料范围越大，造成的扰动也越大，因此翅片高度越高，Nu 数

越大，相变材料的熔化速度越快。由图 10 (c)和图 10 (d)可以得出，翅高 16 mm、20
mm、24 mm 的模型相变材料完全熔化时间和完全熔化储热量分别为 8760 s、7222 s、
6607 s 和 2949 kJ、2934 kJ、2918 kJ，可以看出，翅高从 16 mm 增加到 20 mm，相变材

料熔化时间减小 17.6%，储热量减小 0.5 %，翅高从 20 mm 增加到 24 mm，熔化时间减

少了 8.5 %，储热量减少了 0.5 %，可以得出翅高的增加会减少相变材料的体积，使得

储热量减少，但储热量减小程度很小，随着翅高的增加，熔化时间不断减小，但随着高

度的不断增加，对相变材料完全熔化时间的减少程度将变小，这是因为增加翅高虽然会

增加换热面积，但同时也会增加固体导热热阻，存在一个临界值，使在临界值以前增加

翅高总是会加强换热，而越靠近临界值，增加翅高带来的加强换热效果会越弱。

图 8 不同翅高下相变材料液体分数图

Fig 8 Liquid fraction diagram of phase change materials

at different wing heights

图 9 不同翅高下相变材料温度云图

Fig 9 Temperature nephogram of phase change materials

at different wing heights



2.3 翅片数量对相变材料熔化效果的影响

针对翅片数量设计了三组对照模型，三组模型的翅片数分别是 1、2、4，其他翅

片参数保持不变。图 11 为三组模型中相变材料的液体分数云图，图 12 为三组模型中相

变材料的温度云图，云图分别截取了模型的底部横截面和纵切面，由图可知，随着时间

的推移，相变材料从顶部开始熔化，底部最后熔化，这是因为未熔化的相变材料密度比

熔化后的大，在重力的作用下会下沉到底部，不断在底部堆积，使得顶部最先熔化。随

着翅片数的增加，相变材料熔化速率变慢，翅片 1 和翅片 2 的熔化速率相差不大，翅片

4 的熔化速率显著降低，可以看出翅片 4 的自然对流影响范围明显要小，并集中在管的

周围，并未向四周扩散，因而熔化速率较慢，熔化方式为从内管周围呈“十字”向外熔

化，靠近外管壁附近存在死区，影响整体熔化速率。图 13 为相变材料液体分数、平均

温度、储热量以及 Nu 数随时间的变化曲线，可以看出，相变材料在熔化初期，平均温

度上升较快，中期升温平缓一段时间后又开始增加，后期开始逐渐减小，原因如第一小

节分析的一致，翅片数 1 的平均温度上升明显最快，翅片数 4 的平均温度上升最慢，不

同翅片数会对出现自然对流的出现的时间有所影响，翅片数越多，自然对流效果出现的

时间越靠后，因此翅片数 1 和 2 的 Nu 数曲线一开始就增加，而翅片数 4 的 Nu 曲线先

减小再增加，当内管周围大部分相变材料全部变成液态时，自然对流效果逐渐消失，

Nu 数再次下降。由图 13 (c)和图 13 (d)可以得出，翅片数 1、2、4 的相变材料完全熔化

时间和完全熔化储热量分别为 6202 s、6304 s、10450 s 和 2999 kJ、2829 kJ、2602 kJ，
可以看出，翅片数从 1 增加到 2，熔化时间增加了 1.6 %，储热量减少了 5.6 %，翅片数

从 2 增加到 4，熔化时间增加了 65.8 %，储热量减小了 8.02 %，可以得出翅片数的增加

会使完全熔化时间增加，完全熔化储热量减小，翅片数 1 和 2 的相变材料完全熔化时间

图 10 相变材料平均温度、Nu 数、液体分数、储热量随时间变化

Fig 10 Changes in average temperature, Nu number, liquid fraction, and heat storage

capacity of phase change materials over time



相差不大，但翅片数 4 完全融化时间显著减少，原因是增加翅片虽然会增加翅片的换热

面积，但同时会间接缩小翅片间距，使受到影响的相变材料体积大幅减小，并阻碍自然

对流，因此增加翅片会增加熔化时间。

2.4 内管排布方式对相变材料熔化效果的影响

针对内管排布方式设计了两组对照模型，两组模型的翅片参数完全相同，但内管的

排布方式分别采用正方形排布和圆形排布，图 14 为两组模型中相变材料的液体分数云

图，图 15 为两组模型中相变材料的温度云图，云图分别截取了模型的底部横截面和纵切

面，由图可知，随着时间的推移，相变材料从顶部开始熔化，底部最后熔化，这是因为

未熔化的相变材料密度比熔化后的大，在重力的作用下会下沉到底部，不断在底部堆积，

使得顶部最先熔化。正方形排布的熔化方式为从内管周围呈“十字”向外熔化，靠近外

图 13 相变材料平均温度、Nu 数、液体分数、储热量随时间变化

Fig 13 Changes in average temperature, Nu number, liquid fraction, and heat

storage capacity of phase change materials over time

图 11 不同翅片数下相变材料液体分数图

Fig 11 Liquid fraction diagram of phase change materials

under different fin numbers

图 12 不同翅片数下相变材料温度云图

Fig 12 Temperature nephogram of phase change materials

under different fin numbers



管壁附近存在死区，而圆形排布的熔化方式为从外面周围呈“圆形”向内熔化，中间存

在死去，可以看出圆形排布明显比正方形排布相变材料熔化速度快。图 16 为相变材料液

体分数、平均温度、储热量以及 Nu 数随时间的变化曲线，可以看出，相变材料的平均

温度变化趋势基本一致，但圆形排布在相同时间下平均温度始终高于正方形排布，其 Nu
数曲线的上升速度高于正方形排布，因此可以说明内管圆形排布相较与正方形排布有更

好的促进自然对流效果。由图 16 (c)和图 16 (d)可以得出，正方形、圆形排布的相变材料

完全熔化时间和完全熔化储热量分别为 5704 s、5099 s 和 2961 kJ、2932 kJ，可以看出，

从正方形排布到圆形排布，熔化时间减少了 10.6 %，储热量减少了 0.97 %，可以得出圆

形排布的内管协同作用产生的促进自然对流效果较正方形排布要强，因而能够减小相变

材料完全熔化时间，储热量的影响可以忽略不计，在相同的时间下，圆形排布的储热量

总是高于正方形排布。

图 14 不同排布方式下相变材料液体分数图

Fig 14 Liquid fraction diagram of phase change materials

under different arrangement methods

图 15 不同排布方式下相变材料温度云图

Fig 15 Temperature nephogram of phase change materials

under different arrangement methods

图 16 相变材料平均温度、Nu 数、液体分数、储热量随时间变化

Fig 16 Changes in average temperature, Nu number, liquid fraction, and heat

storage capacity of phase change materials over time



2.5 螺旋翅片开孔对相变材料熔化效果的影响

针对螺旋翅片开孔对相变材料熔

化的影响，设计了三组对照模型，三组

模型的翅片参数完全相同，取圆形排

布，开孔的宽度分别取 2 mm、3 mm、

4 mm，孔长为 15 mm 保持不变，孔间

距为 20 mm 保持不变，如图 17 所示。

图 18 为三组模型中相变材料的液体分

数云图，图 19 为三组模型中相变材料

的温度云图，云图分别截取了模型的底

部横截面和纵切面，由图可知，随着时间的推移，相变材料从顶部开始熔化，底部最后

熔化，这是因为未熔化的相变材料密度比熔化后的大，在重力的作用下会下沉到底部，

不断在底部堆积，使得顶部最先熔化，随着孔宽的增加，相变材料的熔化速率不断变慢。

图 20 为相变材料液体分数、平均温度、储热量以及 Nu 数随时间的变化曲线，可以看出，

不同孔宽相变材料的平均温度变化趋势基本一致，孔宽越小，曲线越靠上方，相变材料

熔化速率越快，孔宽越小，其 Nu 数曲线的上升速度和大小也越往上，孔宽 2 mm 的 Nu
数曲线在 4000 s 后呈下降趋势，说明其在 4000 s 后内管周围大部分相变材料已经完全融

化，而其他孔宽尺寸到达此阶段的时间要更加靠后。由图 20 (c)和图 20 (d)可以得出，孔

宽为 2 mm、3 mm、4 mm 的相变材料完全熔化时间和完全熔化储热量分别为 5370 s、
6641 s、6884 s 和 2821 kJ、2893 kJ、2899 kJ，可以看出，孔宽从 2 mm 增加到 3 mm，熔

化时间增加了 23.6 %，储热量增加了 2.49 %，孔宽从 3 mm 增加到 4 mm，熔化时间增加

了 3.6 %，储热量增加了 0.21 %，可以看出随着孔宽的增加，相变材料完全熔化时间会

增加，储热量也会增加，但储热量增加幅度较小，和不开孔的蓄热结构进行比较后，可

以得出，对于螺旋翅片，开孔会阻断螺旋翅片的自然对流效果，使得总的熔化时间增加。

图 18 不同开孔宽度下相变材料液体分数图

Fig 18 Liquid fraction diagram of phase change materials with

different pore widths

图 19 不同开孔宽度下相变材料温度云图

Fig 19 Temperature nephogram of phase change materials

with different opening widths

图 17 开孔后储能单元示意图

Fig 17 Schematic diagram of energy storage unit after opening



3 结论

本文以五内管式套管相变储热单元为研究对象，利用数值模拟的方法探究了五内管

加装螺旋翅片后，各个翅片参数对管内相变材料熔化效果的影响。主要结论如下：

(1) 减小螺距会增大翅片的换热面积，但是同时会削弱螺旋翅片造成的自然对流

效果，正负两种效果共同作用下会出现使相变材料熔化速率呈最快的最优翅片螺距，且

最优解在螺距 34mm 附近。

(2) 随着翅高的增加，熔化时间会不断减小，但随着高度增加到一定程度，再增

加高度会使相变材料完全熔化时间的减少程度变小，增加翅高虽然会增加换热面积，但

同时也会增加固体导热热阻，存在一个临界值，使在临界值以前增加翅高总是会加强换

热，而越靠近临界值，增加翅高带来的加强换热效果会越弱。

(3) 翅片数的增加会使完全熔化时间增加，完全熔化储热量减小，翅片数为 1和 2

的相变材料完全熔化时间相差不大，但翅片数为 4的相变材料完全融化时间会显著减少，

增加翅片个数会间接减小翅片间距，阻碍自然对流效果。

(4) 圆形排布比正方形排布有更强的自然对流效果，能够减小相变材料完全熔化时

间，在相同的时间下，圆形排布的储热量总是高于正方形排布。

(5) 对于螺旋翅片，开孔是会阻碍其自然对流的效果，使得总的熔化时间增加，并

且开孔的孔宽越大，阻碍自然对流效果越明显，总的熔化时间更长。
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摘要：为实现高热流密度电子器件冷却，以 HFE-7100 作为工作流体，对楔形歧管结构的微通道流动

沸腾特性进行了实验研究，并于常规的矩形歧管微通道进行了对比。讨论了不同流速和过冷度条件下

两种歧管几何形状对沸腾换热系数、临界热流密度和流动压降的影响。结果表明：与矩形歧管结构相

比，楔形歧管对沸腾换热系数和 CHF 的改善幅度较小，但对两相流压降的影响显著。楔形歧管结构与

沸腾两相流的气泡沿程分布结构近似，保证蒸汽的在歧管内的分布较为均匀，延迟了因歧管出口被蒸

汽堵塞而导致的压力聚集和临界状态。本研究中楔形歧管微通道的临界热流密度可达 210W/cm2，压降

仅为 8kPa。

关键词：歧管微通道；流动沸腾；楔形歧管；临界热流密度

0 前言

热管理对于所有的电子设备都至关重要。过高的工作环境温度会导致电子设备性能

下降并缩短使用寿命。嵌入式歧管微通道散热器（MMC）极大的缩短了工作介质的有效

流动路径，能够在狭小受限空间内实现高效散热，是解决航空航天、电子信息等领域超

高功率电子元器件热管理问题的最佳途径。近年来，研究人员对歧管微通道的单相对流

换热做了大量的研究[1-4]，而换热效率更高，均温性更优的流动沸腾换热的相关研究比较

缺少。Yuan 等人[5]采用数值模拟研究了矩形微通道高度和矩形歧管长宽比对流动沸腾换

热和压降的影响，研究发现较高的通道高度会削弱对流传热，而较低的通道高度会更容

易被蒸汽堵塞，歧管长宽比的规律则恰好相反。因此二者均存在一个适中的最优值。Xie
等人[6]系统的评估了微通道几何形状对 MMC 沸腾换热、流动压降和两相流型的影响，

但没有涉及歧管形状和结构。Luo 等人[7]用 VOF 方法模拟了矩形歧管阵列方式对微通道

过冷流动沸腾的影响，以优化歧管结构配置。结果发现 U 型和 HU 型歧管结构由于其在

相邻微通道之间的流量分布相对均匀而具有更高效和均匀的冷却性能。普渡大学的研究

团队对嵌入式歧管微通道流动沸腾进行了一系列的实验研究和流型观察[8-10]。可视化研

究发现浅而长的通道内流型与常规微通道一致。而在深且短的通道内，蒸汽会间歇性的

滞留在通道底部。他们在 5× 5 的加热区域内实现了 910W/cm2的热通量耗散，而压降则

高达 162kPa。
综上所述，目前歧管微通道流动沸腾的研究主要集中在微通道形状尺寸的优化，对

基金项目： 本文由国家自然科学基金-“叶企孙”科学基金项目（U2141218）资助。



于歧管微通道独有的歧管供液结构的优化仍缺乏关注，特别是沸腾实验研究仍然缺

乏。在本文中，以 HFE-7100 作为工作流体，对楔形歧管结构的歧管微通道流动沸腾特

性进行了实验研究，并于常规的矩形歧管微通道进行了对比。讨论了不同流速和过冷度

条件下两种歧管几何形状对沸腾换热系数（HTC）、临界热流密度（CHF）和流动压降的

影响。

1 实验装置

图 1 展示了本研究搭建的歧管微通道流动沸腾实验测试循环回路。实验循环主要由

储液罐、过滤器、齿轮泵、流量计、预热器、前置/后置冷却器和微通道测试段组成。使

用经过沸腾脱气的 HFE-7100 作为工作流体测试歧管微通道流动沸腾传热性能。在实验

开始前，调整预热器或后置冷却器的功率以维持储罐内的 HFE-7100 达到设定的液体过

冷度。实验开始后，液体工质被吸入齿轮泵中，泵出的加压流体通过过滤器进入微通道

测试段。通过测试段的高温工质经过后置冷却器冷却后流入储液罐内，完成整个实验循

环。由于冷却系统热交换存在一定的热迟滞，利用前置冷却器对微通道进口工质温度进

行微调。数据采集系统（NATIONAL INSTRUMENTS，cDAQ-9174）以 5Hz 的采样率

实时记录进出口温、压降、流量和微通道壁面温度。

图 1. 歧管微通道流动沸腾实验装置示意图

歧管微通道散热器的结构如图 2 所示。本研究设计了两种歧管结构的散热器，分别

是矩形歧管结构（RMMC）和楔形歧管结构（WMMC）。两种歧管结构的配置都是 4 个

进口通道和 5 个出口通道交叉排列，且进出口歧管几何形状相同。RMMC 的矩形歧管通

道的长、宽、高分别为 10mm，0.8mm 和 0.8mm，WMMC 的楔形歧管通道的两端宽度

分别为 0.3mm 和 1.3mm，长度和高度为 10mm 和 0.8mm。实验所采用的直线微通道尺寸

（长× 宽× 高）为 10× 0.3× 0.5mm3，相邻通道的壁厚为 0.3mm，在 10× 10mm2的加热

面积内布置有 17 条并行微通道。在歧管微通道散热器的进口和出口处设置两个 T 型铠

装热电偶和一个差压传感器，以测量工质的进出口温度和整个散热器的压降。微通道壁

面温度由三个从侧壁插入的 T 型热电偶测量。采用 10× 10× 0.5mm3 的硅片作为模拟热



源，在硅片背面通过磁控溅射加工出加热电阻和正负极引脚。

在本实验中，微通道加热器表面的热流密度 q、平均换热系数 h 和质量通量 G 的计

算方法如下：
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其中 U、I、Ah、Tw和 Tin分别表示电压、电流、加热面积、壁面温度和工质进口温度。

V、ρ、N 和 Ac分别表示体积流量，工质密度，通道数量和通道横截面积。U、I 和 A 的

误差分别是 0.05%、0.1%和 0.2%。热电偶的测量精度为± 0.5 °C。所以，本次实验所获

得的热流密度 q 以及换热系数 h 的误差分别为 0.58%和 7.88%。

图 2. 歧管微通道散热器结构示意图

2 实验结果与讨论

2.1 换热系数

图 3 展示了两种歧管微通道在不同过冷度和质量通量下的流动沸腾换热曲线对比。

可以看到虽然换热面积相同，但是在两相换热区域 WMMC 的换热系数始终略高于

RMMC。这可能与 WMMC 和 RMMC 的歧管流量分布均匀性的差异有关。由于 WMMC
的流量分配均匀性要好于 RMMC，因此 WMMC 的每一个微通道内的流量是相同的，这

就意味着所有微通道内的沸腾状态可以认为是相似的。

图 4（a）展示了 q = 50 W/cm2时 WMMC 的流型，可以看到所有的微通道内流型都

是相似的汽泡流，表面温度差异较小，因此整体的换热效果较好。而在相同的热流密度



下，RMMC 的通道内流型呈现较大的差异，如图 4（b）所示。靠近歧管入口的通道因

为被分配的工质流量较少，因此两相流型已经发展为段塞流；而靠近歧管末端的通道因

为工质流速较大，核态沸腾被抑制，此时的沸腾换热阶段还是汽泡流，这种不同通道内

两相流型的差异导致 RMMC 的换热系数较低。特别是当入口工质过冷度较低时，气泡

成核势垒的降低导致不同通道内两相流型的差异更明显，因此 RMMC 的换热进一步恶

化。但是因为两种散热器的总换热面积相同，因此尽管 WMMC 的换热系数高于 RMMC，
增幅仅为 2% ~ 7%。

图 3. 两种歧管微通道流动沸腾换热曲线对比

(a) RMMC (b) WMMC
图 4. q = 50 W/cm2时两种歧管微通道流型对比

2.2 临界热流密度

图 5 展示了不同质量通量和工质过冷度条件下 WMMC 和 RMMC 的临界热流密度。

对于任意歧管微通道换热器来说，在实验工况范围内，随着质量通量的逐步增加，CHF 呈

单调增加的趋势。流动速度的增加扩大了歧管供液可以直接覆盖的有效面积。在高热通

量下，过冷液体可以更容易地突破聚结蒸汽团并输送流体进入加热表面，延缓了沸腾危



机的发生。在 Tsub = 35 K，G = 280 kg/m2·s 的实验条件下，WMMC 的临界热流密度可达

210W/cm2。

图 5. 两种歧管微通道 CHF 对比

与 RMMC 相比，WMMC 的 CHF 增加了约 11% ~ 13%。因为微通道结构完全相同，

因此可以认为 CHF 的改善主要是由于歧管结构的改变导致的。一方面，正如前文所述，

WMMC 的流量分布均匀性是好于 RMMC 的，因此所有微通道内的沸腾换热是相似的。

不会出现局部干涸而触发沸腾临界的情况。另一方面，因为进出口歧管采用的是平行流

动配置，因此越靠近出口位置歧管内的蒸汽量越大。常规的 RMMC 的歧管宽度沿工质

流动方向是恒定的，因此蒸汽在歧管内的分布是非常不均匀的。图 6(a)展示了 RMMC
在 Tsub = 25 K，G = 152 kg/m2·s 时不同的热流密度条件下的出口歧管蒸汽分布。可以看

到低热流密度时，出口歧管内是一个个单独的气泡；q = 50 W/cm2时，气泡在歧管出口

处汇集成大蒸汽团，而歧管上游仍是单独的气泡；随着热流密度的进一步升高，歧管出

口处的蒸汽团沿着通道逐渐向上游扩展，整个通道内的出现一个头部较细而尾部较粗的

条状蒸汽团。在高热流密度下，这种不均匀的蒸汽分布使得歧管出口率先被蒸汽团堵塞，

此时因为液体流动受阻，微通道底部会被大蒸汽团覆盖，继而发生沸腾危机。而 WMMC
的歧管宽度沿工质流动方向逐渐扩大，与沸腾两相流的蒸汽沿程分布规律类似，因此整

体的蒸汽分布较为均匀。如图 6(b)所示，低热流密度下 WMMC 的楔形歧管内的流动模

式同样也是汽泡流，但随着热流密度的增加，通道内的气泡逐渐汇聚成与歧管形状类似

的楔形蒸汽长条。即使在高热流密度下，楔形歧管各个位置的蒸汽分布依旧均匀，延迟

了因歧管出口被大量蒸汽堵塞导致的临界状态。

q = 40 W/cm2

q = 70 W/cm2

q = 100 W/cm2



q = 130 W/cm2

(a) RMMC

q = 40 W/cm2

q = 70 W/cm2

q = 100 W/cm2

q = 130 W/cm2

(b) WMMC

图 6. 两种歧管微通道出口歧管流型分布

2.3 流动特性

图 7 展示了质量通量和工质过冷度对流动压降的影响。所有曲线都呈现在单相换热

区域压降随热流增加略微下降，在两相换热区域压降随热流增加迅速升高的趋势。因为

HFE-7100 的粘度随液体温度的升高而逐渐降低，因此增大过冷度会导致单相对流的流动

阻力增加，产生了更大的压降。然而进入沸腾换热区域后，Tsub = 25 K 工况下的流动压

降迅速增加，迅速超过了 Tsub = 35 K 工况下的两相压降。这是因为与高过冷度工况相比，

较低的工质过冷度条件下壁面的汽化核心更容易被激活，相同加热功率下产生的气泡数

量更多，并且气泡的成核、脱离和凝结尺寸较大。随着热流密度的增加，出口歧管内的

蒸汽量骤增，两相压降迅速增加，导致 Tsub = 25 K 时两相压降较高。而增大过冷度一方

面增加的汽泡成核势垒，另一方面过冷液体对过热气泡的冷凝作用使得悬浮气泡的体积

收缩，出口歧管内的蒸汽量增长相对温和，因此两相压降增长较缓。



图 7. 质量通量和工质过冷度对流动压降的影响

图 8 展示了歧管几何形状对流动压降的影响。可以看到在单相区域 WMMC 的压降

比 RMMC 低 0.05kPa ~ 0.83kPa；在沸腾换热区域，WMMC 的压降比 RMMC 低 0.96 ~ 2.4
kPa，这意味着楔形歧管结构在单相和两相流动时都能发挥降低流动阻力的效果。单相对

流区域 WMMC 压降的降低得益于楔形歧管结构优秀的流量分布均匀性，各个通道内流

速差异较小，压力分布均匀。在沸腾换热区域，两相流型对压降的影响非常重要。RMMC
的通道宽度维持恒定，蒸汽较易聚集在歧管出口，导致流动阻力增加，压力升高。而

WMMC 的楔形歧管结构能够保证蒸汽的沿程分布较为均匀，不会出现局部蒸汽堆积导

致的压力聚集现象，因此两相压力增长较缓和。

图 8. 歧管几何形状对流动压降的影响

3 结 论

本文以 HFE-7100 作为工作流体，对楔形和矩形歧管微通道流动沸腾特性进行了实

验研究和对比。讨论了不同流速和过冷度条件下两种歧管几何形状对沸腾换热系数、临

界热流密度和流动压降的影响。主要的结论可归纳如下：



（1）歧管形状的改变对沸腾换热系数的影响较低，在两相换热区域 WMMC 的换热

系数略高于 RMMC，增幅约 2% ~ 7%。换热系数的差异主要是由于流量分布均匀性的差

异导致的；

（2）WMMC的CHF比RMMC增加了11% ~ 13%，最高可达210W/cm2。因为WMMC
所有通道内的沸腾状态是相似的，且楔形歧管结构与沸腾两相流的蒸汽沿程分布规律类

似，因此延迟了因歧管出口被蒸汽堵塞或壁面局部干涸导致的临界状态。

（3）歧管形状的改变对两相流压降的影响较显著，WMMC 的压降最大降低了

2.4kPa。因为 WMMC 的楔形歧管结构能够保证蒸汽的沿程分布较为均匀，不会出现局

部蒸汽堆积导致的压力聚集现象，降低了流动阻力。
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摘要：高效经济回收燃煤电厂烟气中水分及热量是实现节能减排的重要手段。由于聚合物膜的低成本

及高填充密度，本文采用亲水性中空纤维膜替换传统陶瓷膜，基于水蒸气冷凝渗透的热质传递原理，

实现烟气热湿的跨膜输运。通过建立物理数学模型，对新型亲水性中空纤维膜冷凝器（HPMC）的回收

特性及经济性进行分析。结果表明，相同膜面积下 HPMC 和亲水性陶瓷膜冷凝器（HCMC）的回收性能接

近；随着膜面积增加，HPMC 的单位膜面积水/热回收通量下降，但单位装置体积的水/热回收量提升；

HPMC 的回收水成本比 HCMC 至少下降 93.5%，具有显著的经济价值。

关键词：烟气；热湿回收；亲水性中空纤维膜；回收性能；经济性

0 前言

燃煤火力发电是我国最主要的电力输出形式，同时也是耗煤耗水大户，因此提高燃

煤机组节能节水能力具有重要意义[1]。近年来，由于燃煤电厂烟气的高排放量及高湿度，

学者们对回收烟气中的水分和热量产生了浓厚兴趣[2]。根据 Zhang 等人[3]的测算，若能

回收烟气中 20%的水蒸气，则可实现电厂零水耗，并可回收大量低品位热量。目前，常

用的烟气热湿回收技术包括冷凝法[4]、溶液吸收法[5]、膜分离法[6]等。冷凝法是采用传统

的热交换器对烟气进行冷却，然后水蒸气在气侧表面冷凝，其主要缺点是回收水质差，

需要大面积换热面。溶液吸收法是通过烟气与溶液之间的水蒸气压差驱动，使溶液吸收

烟气中的水蒸气，但由于溶液具有腐蚀性，该方法对设备防腐要求高，另外溶液再生增

加了投资成本和能源消耗。

膜法是一种很有前景的技术，可以克服上述方法的缺点。根据膜材料的不同，用于

烟气热湿回收的膜分为聚合物膜[7]和陶瓷膜[8]。其中，聚合物膜由致密皮层和多孔支撑

层组成，皮层具有较高的水蒸气选择透过性，而支撑层提供机械强度。在膜两侧压差的

驱动下，水蒸气通过膜渗透，随后冷凝回收。采用聚合物膜的缺点是回收效率低且运行

成本高，此外还需要额外的冷凝器来冷凝水蒸气。为提高烟气热湿回收性能，Wang 等

人[6]提出采用陶瓷膜来回收烟气热湿。烟气和冷却水分别在膜两侧流动，水蒸气在膜表

面冷凝，由于膜内微负压使冷凝水渗入冷却水侧，并同时回收热量。与聚合物膜相比，

陶瓷膜的水通量提高了 5 倍以上[6]。随后，许多学者对陶瓷膜的回收性能进行了实验研

究。表 1 总结了聚合物膜和陶瓷膜在烟气热湿回收领域的最新进展。

基金项目：国家自然科学基金(No. 52006038)；广东省分布式能源系统重点实验室（2020B1212060075）。



表 1 聚合物膜和陶瓷膜回收性能对比

膜材料 外 /内径

(mm)
烟气侧参数 渗透侧参数 回收水通量

(kg/(m2 h))
参考文

献

PES-SPEEK 1.2/0.8 150 m3/h, 50 °C 真空 0.02 bar 0.2 [9]
PES-SPEEK 1.2/0.8 4 L/min, 70 °C 氢气(400 mL/min) 0.013 [10]
-Al2O3 12/8 1000 m3/h, 46 °C 水(1150 L/h, 23 °C) 11.5 [11]
-Al2O3 12/8 9500 m3/h, 51 °C 水(10 m3/h, 38 °C) 9.0 [12]
-Al2O3 12/8 9100 m3/h, 50 °C 水(8 t/h, 32.6 °C) 21.0 [13]
-Al2O3 12/8 700 m3/h, 45 °C 水(3 m3/h, 16 °C) 8.5 [14]

由表 1 可见，聚合物膜和陶瓷膜的材料分别为 PES-SPEEK 和-Al2O3。虽然陶瓷膜

有着更高的水回收能力，但其在燃煤电厂的商业化应用受到限制。一方面陶瓷膜的膜成

本较高，另一方面为保证其机械强度使得管径较大，因此装置占用空间大。因此，为实

现烟气水分及热量高效经济回收，本研究拟采用亲水性中空纤维膜，替换传统亲水陶瓷

膜，基于水蒸气冷凝渗透的热质传递原理，完成烟气热湿的跨膜输运。亲水性中空纤维

膜与亲水陶瓷膜的回收原理一致，但是亲水性中空纤维膜成本低且管径小，更加经济且

装置紧凑。此外，中空纤维膜的抗拉强度可达 60Mpa 以上，高于陶瓷膜抗拉强度。本研

究通过建立逆流式膜冷凝器数学模型，对亲水性中空纤维膜回收烟气热湿的性能及可行

性进行分析，为其商业应用提供理论基础。

1 物理数学模型

1.1 膜冷凝器物理模型

图 1 为多根膜管组成的逆流式膜冷凝器，膜管均匀分布在组件壳体内，烟气和冷却

水分别在膜管内侧和外侧流动。烟气中水蒸气在膜表面冷凝后，水分和热量同时渗入膜

内冷却水侧。表 2 为亲水性陶瓷膜冷凝器（HCMC）和亲水性中空纤维膜冷凝器（HPMC）
的结构参数。两种膜冷凝器的外形尺寸一致，其中 HCMC 根据实际应用选取的膜面积为

100m2，而 HPMC 由于其更小的管径，分别选取了 100，200，300 及 400m2的膜面积进

行对比分析。



图 1 逆流式膜冷凝器示意图

表 2 逆流式膜冷凝器结构参数

膜冷凝器类型 L1×L2×L3 (m) 外/内径 (mm) 膜面积 (m2)
HCMC 1×1×1 12/8 100
HPMC 1×1×1 2/1 100,200,300,400

1.2 数学模型

如图 1 所示，烟气和冷却水分别在膜管的外部和内部逆流流动，由于膜冷凝器的对

称性，因此只选取一个烟气流道、膜及一个水流道作为计算单元，如图 2 所示。冷却水

沿 x 方向流动，而烟气沿反方向流动，水蒸气在膜表面冷凝并释放潜热，水分和热量透

过膜传递到冷却水侧。数学模型采用如下假设：

（1）流体的热物性不变；

（2）忽略流体在流动方向上的热扩散和质量扩散；

（3）膜表面无液膜。

图 2 计算单元示意图

烟气与膜外表面进行显热及水蒸气传递，其传热传质方程如下：

 g
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T
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式中，mg,dry 为干烟气质量流量，kg/s；T 为温度，K；cp为比热，J/(kg K)；h 为对流换

热系数；nm为膜管数量；di为膜内径，m；k 为对流传质系数，m/s；ω 为烟气含湿量，

kg/kg；下标“g”和“m”分别指烟气和膜。

烟气侧显热及凝结潜热共同传递到冷却水侧，因此冷却水侧传热方程如下：
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式中，mw为冷却水质量流量，kg/s；Hevap为水蒸气汽化潜热，J/kg；下标“w”代表冷却水。

上述控制方程中传热传质系数的计算详见参考文献[15]。膜冷凝器内的传热和传质

是耦合过程，因此利用 python 编程，采用有限差分法求解上述控制方程。根据网格独立



性验证，将流道分为 200 个计算单元就可满足数值精度。

1.3 性能指标

回收水通量和回收热通量分别为单位膜面积的回收水量和回收热量，其公式如下：

 g,dry in out
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m

m
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 (4)

 w p,w w,out w,in
a

m

m c T T
Q
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式中，Am为膜面积，m2；下标“in”和“out”分别指进口和出口。

由于紧凑性也是膜冷凝器的评价指标，因此定义了单位装置体积的回收水量和回收

热量，其定义如下：

 g,dry in out
v

m
J

V

 
 (6)

 w p,w w,out w,in
v

m c T T
Q

V


 (7)

式中，V 为膜冷凝器体积，m3。

为了评价膜冷凝器经济性，定义了单位回收水量成本和单位回收热量成本，如下：

m
J
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C
C

J
 (8)

m
Q

a

C
C

Q
 (9)

式中，Cm为单位膜面积成本。

2 结果与讨论

本节将讨论在相同工况下，HCMC 和 HPMC 的回收性能及经济性对比，分析利用

HPMC 回收烟气热湿的可行性。表 3 列出了计算工况。

表 3 计算工况

参数 数值

烟气温度 50°C
烟气相对湿度 100%
烟气流量 5×104 m3/h
冷却水温度 15°C
冷却水流量 20 m3/h

2.1 水/热回收通量对比

图 3 为不同膜面积下 HCMC 和 HPMC 的回收水/热通量对比图。可以看出，当膜面

积均为 100m2 时，HCMC 和 HPMC 的单位膜面积回收水量和回收热量基本相等，分别

在 6kg/(m2h)和 16MJ/(m2h)左右。虽然中空纤维膜的导热系数比陶瓷膜更低，但是膜管径



更小导致水侧对流换热系数提升，最终回收性能接近。此外，由于中空纤维膜更小的管

径可以实现更高的填充密度，因此还对比了HPMC膜面积从 100m2到 400m2的回收通量。

随着膜面积增加，回收水通量和回收热通量均逐渐下降，这是由于膜面积增加代表着膜

管根数增加，膜内冷却水流速降低导致对流换热系数降低。如图 3 所示，HPMC 的回收

水通量和回收热通量相较于 HCMC 最大下降 54.4%和 55.6%，说明提高填充密度会导致

单位膜面积的回收性能下降。

图 3 HCMC 和 HPMC 的回收水/热通量对比

2.2 单位体积水/热回收量对比

HPMC 的一大优势在于可实现高填充密度，在有限的烟道空间内单位装置体积的回

收性能值得关注。图 4 为不同膜面积下 HCMC 和 HPMC 的单位体积回收水/热量比较。

可见，在相同膜面积下，HCMC 和 HPMC 的单位体积回收水量和热量比较接近，分别

在 600kg/(m3h)和 1600MJ/(m3h)左右。随着膜面积增加，HPMC 的单位体积回收水量和回

收热量逐渐上升，在 HCMC 的基础上最高可提升 77.4%和 82.6%，说明 HPMC 可以实现

紧凑空间内水分和热量的高效回收，在实际应用中具有重要价值。虽然图 3 显示 HPMC
单位膜面积的回收性能下降，但其高填充密度特点使得装置整体回收能力提高。



图 4 HCMC 和 HPMC 的单位体积回收水/热量对比

2.3 经济性分析

HPMC 的另一大优势在于聚合物膜的低成本，本节对 HCMC 和 HPMC 的经济性进

行了分析，陶瓷膜和聚合物膜成本为 2700￥/m2和 80￥/m2。图 5 为单位回收水量及热量

的膜成本对比，可以看出，HCMC 的回收成本显著高于 HPMC。HCMC 的单位水回收成

本和单位热回收成本分别为 457￥/(kg/h)和 167￥/(MJ/h)，这也导致目前 HCMC 难以大

规模商业化运行。随着膜面积的增加，HPMC 的成本也逐渐增加，但仍远低于 HCMC
的成本。即使当 HPMC 的膜面积为 400m2，是 HCMC 膜面积的 4 倍，其回收水量成本

和回收热量成本分别下降了 93.3%和 93.5%，显示出了巨大的成本优势，即使考虑到聚

合物膜的使用寿命比陶瓷膜要小，HPMC 仍然具有更好的经济性。

图 5 HCMC 和 HPMC 的回收水/热量成本对比

3 结 论

由于聚合物膜的低成本及高填充密度，本文提出了一种用于烟气热湿回收的新型亲

水性中空纤维膜冷凝器（HPMC）。通过数值计算，对比了亲水性陶瓷膜冷凝器（HCMC）
和亲水性中空纤维膜冷凝器的回收性能及回收成本，为其商业化应用提供理论基础。主

要结论如下：

1）相同膜面积下 HPMC 和 HCMC 的回收水/热通量接近，分别在 6kg/(m2h)和
16MJ/(m2h)左右，单位体积回收水/热量也接近，分别在 600kg/(m3h)和 1600MJ/(m3h)左右。

2）随着膜面积增加，HPMC 的回收水/热通量减小，相较于 HCMC 最大下降 54.4%
和 55.6%，但单位体积回收水/热量增加，在 HCMC 的基础上最高可提升 77.4%和 82.6%。

3）HPMC 具有极高的成本优势，即使膜面积为 HCMC 的 4 倍，回收水量成本和回

收热量成本分别下降了 93.3%和 93.5%。

参考文献

[1] M. Zhu, X. Wu, J. Shen, K. Lee, Dynamic modeling, validation and analysis of direct air-cooling



condenser with integration to the coal-fired power plant for flexible operation, Energy Conversion and

Management, 245 (2021) 114601.

[2] M. Shuangchen, C. Jin, J. Kunling, M. Lan, Z. Sijie, W. Kai, Environmental influence and

countermeasures for high humidity flue gas discharging from power plants, Renewable and Sustainable

Energy Reviews, 73 (2017) 225-235.

[3] J. Zhang, Z. Li, H. Zhang, H. Chen, D. Gao, Numerical study on recovering moisture and heat from

flue gas by means of a macroporous ceramic membrane module, Energy, 207 (2020) 118230.

[4] Y. Xiong, H. Tan, Y. Wang, W. Xu, H. Mikulčić, N. Duić, Pilot-scale study on water and latent heat 

recovery from flue gas using fluorine plastic heat exchangers, Journal of Cleaner Production, 161 (2017)

1416-1422.

[5] Z. Wang, X. Zhang, Z. Li, Evaluation of a flue gas driven open absorption system for heat and water

recovery from fossil fuel boilers, Energy Conversion and Management, 128 (2016) 57-65.

[6] D. Wang, A. Bao, W. Kunc, W. Liss, Coal power plant flue gas waste heat and water recovery, Applied

Energy, 91 (2012) 341-348.

[7] F. Zhang, Z. Ge, Y. Shen, X. Du, L. Yang, Mass transfer performance of water recovery from flue gas

of lignite boiler by composite membrane, International Journal of Heat and Mass Transfer, 115 (2017)

377-386.

[8] D. Liang, J. Huang, H. Zhang, H. Fu, Y. Zhang, H. Chen, Influencing factors on the performance of

tubular ceramic membrane supports prepared by extrusion, Ceramics International, (2020).

[9] H. Sijbesma, K. Nymeijer, R. van Marwijk, R. Heijboer, J. Potreck, M. Wessling, Flue gas dehydration

using polymer membranes, Journal of Membrane Science, 313 (2008) 263-276.

[10] H. Chen, Y. Zhou, J. Sun, Y. Liu, Y. Zhong, W. Du, J. Lan, An experimental study of membranes for

capturing water vapor from flue gas, Journal of the Energy Institute, 91 (2018) 339-348.

[11] D. Gao, Z. Li, H. Zhang, J. Zhang H. Chen, H. Fu, Moisture recovery from gas-fired boiler exhaust

using membrane module array, Journal of cleaner production, 231 (2019) 1110-1121.

[12] Z. Li, H. Zhang, H. Chen, J. Huang, H. Fu, Water vapor capture using microporous ceramic

membrane, Desalination, 482 (2020).

[13] C. Cheng, D. Liang, Y. Zhang, H. Zhang, H. Chen, D. Gao, Pilot-scale study on flue gas moisture

recovery in a coal-fired power plant, Separation and Purification Technology, 254 (2021) 117254.

[14] Z. Li, D. Mi, H. Zhang, H. Chen, Z. Liu, D. Gao, Experimental study on synergistic capture of fine

particles and waste heat from flue gas using membrane condenser, Energy, 217 (2021) 119392.

[15] L. Xiao, M. Yang, S. Zhao, W.Z. Yuan, S.M. Huang, Entropy generation analysis of heat and water

recovery from flue gas by transport membrane condenser. Energy, 174 (2019) 835-847.



基金项目：国家自然科学基金面上项目（5197061221）

中国工程热物理学会 传热传质学

学术会议论文 编号：

固液相变中椭圆颗粒运动与传热特性的数值模拟
李坤，陈宝明，仲崇龙，见禹，朱彭真

（山东建筑大学热能工程学院，山东济南 250101）

（Tel：15965550168，E-mail:1796080397@qq.com）

摘要：固液相变过程中，糊状区内颗粒下落与融化的耦合对进一步认识固液相变机理意义重大。本文通过任意拉格朗日-欧拉

法追踪颗粒界面的迁移和变形；采用有限元方法求解椭圆颗粒及两颗粒在通道内运动过程及传热特性；结果表明：颗粒沉降

过程，颗粒周围产生不均匀的速度场与温度场，造成颗粒呈“前尖后圆”的不规则形状；改变初始条件，颗粒发生偏转等复

杂现象；两颗粒沉降时，颗粒之间相互影响，造成颗粒的运动过程和传热特性更加复杂。

关键词：固液相变；糊状区；有限元方法；椭圆颗粒；颗粒沉降;

0 前言

低温相变储能技术对解决能源时空供需不对称问题具有重要意义[1]。石蜡由于相变温差小，物理化学

性能稳定，无毒无污染等特性，广泛应用于中低温相变储能技术中[2]。石蜡融化与凝固过程在一个温度

区间内发生，石蜡受热相变后由固态成液态，固相和液相之间形成了一个随时间不断迁移的固液相共存区

域，称为糊状区(mushy zone)[3][4]。糊状区内能量以潜热的形式存在，相变过程能量储存与释放主要在糊

状区内进行，因此研究糊状区内的传热与流动意义重大。

近年来，相关学者做了大量糊状区迁移特性及其形态变化的有关研究。Hale 等[5]通过热源对正十八烷

从底部进行加热融化，得出浮力驱动热对流对糊状区的迁移有影响。Zhang 等[6]通过实验记录，研究正十

八烷在矩形腔体中的融化过程内糊状区形貌，结果显示：随着 St 数的增加，自然对流效果更显著，自然对

流的作用下造成融化界面形状呈现“上宽下窄”的形态。研究人员还通过运用光学显微镜[7]、X-CT 技术[8]、
核磁共振技术[9]等技术手段，对糊状区形态变化和迁移进行更细致观测。由于实验研究成本高，又难以获

得精确解，更多学者将目光聚焦在数值模拟上。Voller 和 Prakash[10]率先提出糊状区中“焓-多孔介质”模型

。该模型将糊状区被视为多孔介质，糊状区的流动受达西定律支配。陈宝明等[11]基于“焓-多孔介质”模型，

提出更符合实际物理过程的糊状区的“多相流-多孔介质”两区域复合模型，使得糊状区界面进行求解更加精

确；

目前大部分学者的研究主要对糊状区宏观界面的演化，对介观尺度下颗粒的运动与相变研究甚少。涉

及颗粒两相流的数值模拟计算，通常选用任意拉格朗日-欧拉(Arbitrary Lagrangian-Eulerian, ALE)法进行求

解。ALE 法是有限元方法中的欧拉描述和拉格朗日描述的综合应用，既能够在流体区域使用欧拉描述计算

流动与传热，又能够在固体区域和边界实现网格变形错误!未找到引用源。；Gan 等[12]采用有限元方法并通

过任意拉格朗日-欧拉方法跟踪固体颗粒的运动和界面。追踪结果表明：单个固体颗粒的运动和流体流动导

致颗粒表面传热不均匀，进而导致熔化速率不均匀。Guo 等[13]通过探究水的过冷度和过热度对冰颗粒的上

升过程的非均匀融化影响。研究发现：过热度会加速颗粒的上升和融化，过冷度则影响甚微。冰粒的形态

受局部传热的影响，从球形融化至矩形椭圆形。

上述研究都没有考虑到颗粒运动和相变之间的耦合。然而，石蜡颗粒沉积过程在糊状区与周围高温液

体发生动量、热和质量的交换。目前对糊状区颗粒运动、传热和传质的研究还不够；在过去的几十年里，

由于球形粒子的对称性，引起了人们的广泛关注。然而实际过程中，糊状区内脱落后的颗粒并非规则圆形。

椭圆颗粒作为一种常见的非圆形颗粒，常用于实际工程。椭圆其几何性质，决定其沉降过程更复杂多样，

同时非圆形颗粒沉降的研究能够更真实的还原糊状区内颗粒的沉降过程。本文的研究重点旨在对糊状区内

固相颗粒在流体中的运动过程与传热传质特性研究。



本文通过任意拉格朗日-欧拉法(ALE)追踪颗粒界面的迁移和变形，建立固相颗粒在相变中运动和传热

的数学模型，探究颗粒在糊状区内运动与相变的耦合过程。采用有限元方法求解糊状区内椭圆单颗粒及两

个颗粒在通道内运动过程与传热特性。

1 模型构建

1.1 问题描述

图 1 为石蜡相变糊状区模型图，黑色部分表示固相，白色部分表示液相；初始时刻，方腔内充满固相

石蜡，左侧设有恒温热源。相变材料被加热后，固相表面开始融化转化为液相，同时，石蜡相变过程发生

在一个温度区间内，固相和液相之间会形成了一个随时间不断迁移的界面，称为糊状区。糊状区内，由于

温差的存在和重力作用，颗粒运动与颗粒相变同时发生。因此研究糊状区内颗粒沉降，有助于更好理解固

液相变机理，从而提高能源利用率。

图 1 固液相变糊状区示意图

1.2 物理模型

建立椭圆单颗粒沉降模型，如图 2，其中矩形通道长度为 25a (H=100mm)、宽度为 8b (W=24mm)，设定

椭圆固体颗粒长轴为 a=5mm，短轴 b=3mm，椭圆颗粒初始时刻圆心位置距离通道顶端中心的距离为 4mm；

通道内，液相石蜡初始温度 Tf=308.15 K，固相颗粒的初始温度 T0=298.15 K，通道上方设为开放边界，其余

壁面为绝热壁面 Tw=308.15 K；

(a) 颗粒沉降物理模型图 (b) 运动、传热，传质过程示意图

图 2 通道内颗粒相变过程中粒子运动和传热的物理模型



表 1 32#石蜡物性参数表

物性参数 数值

融化开始温度/（K） 302.65

融化终止温度/（K） 307.65

相变潜热/（KJ· Kg−1） 113

定压比热容/（J· kg−1· K−1） 1780

液相导热系数/( W· m－1· K－1 ) 0.13

固相密度/（kg· m−3） 1780

液相密度/（kg· m−3） 870

固相热导率/（W· m−1· K−1） 2500

液相热导率/（W· m−1· K−1） 3192.7

动力粘度/Pa· s 0.0434

1.3 控制方程

计算过程中对数学模型进行合理的简化：

（1）石蜡固相与液相热物性均为常数，且各向同性;

（2）液相石蜡为牛顿不可压缩流体，满足 Boussinesq 假设；

流体流动和粒子运动的控制方程可以在整个计算领域内求解，因为用于模拟流体流动的 Navier-Stokes 方

程简化为刚体运动的牛顿-欧拉方程。运动椭圆粒子周围的不可压缩流体流动和自然热对流由以下连续性、

动量和能量平衡方程控制。

( ) B
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（2）

（1）中u 为流体的速度矢量，m/s；式（2）中 ρ 表示流体密度，kg/m3；p 表示压力，Pa； pc 表示流体比

热容，J·kg-1·K-1；T 表示温度，K；λ表示流体导热率，W/(m·K)。 BF 是由 Boussinesq 近似产生的浮力矢

量。

动量方程中流体采用 Boussinesq 假设，流体密度随温度变化关系式为：

  fTT   10 （4）

（4）中， 0 是 Tf温度时的流体密度，kg/m3；β是流体的热膨胀系数，K-1。

椭圆颗粒的运动描述采用拉格朗日方法，控制方程按如下进行：
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其中 U 和 Ω为

式（5）为颗粒的平移方程 M 是颗粒的质量, 为 ρπsd2/4；U, G, F 分别为颗粒线速度, 颗粒体积力以及流体

作用在颗粒上的力。

式（6）为椭圆颗粒旋转方程, 式中, I 是转动惯量, 为 πρsd4/4，Ω，T 分别角速度和力矩；X 和 θ分别为颗

粒位置和角度。

在牛顿流体中，颗粒表面作用力积分后表面受到的力：

（9）中 σ为表应力张量，n 为颗粒表面单位法向量，D 为流体的应变率：

固体颗粒能量方程通过导热进行计算

s 为固体颗粒密度，kg/m3； s 为固体导热系数，W/(m·K)。固体颗粒表面处发生熔化，熔化速率由颗粒表

面的热流密度决定[14]，方程如下

式中，Vi 是粒子的体积，m3；hf 是融化潜热，kJ/kg；右侧是表面平均热通量 SQ


，W/m2；由于熔化

不均匀，颗粒会改变形状。

用弱解形式对流体和颗粒方程进行联立求解，可以将流体和固体颗粒作为一个整体，颗粒上的力和力

矩属于内部力二者间相互作用的力和扭矩就不用专门计算[15]。
1.4 模型验证

对于单个颗粒在糊状区内实验测量手段有限，同时缺少对颗粒相变和运动耦合的研究文献，本文将构

建的物理模型计算结果与文献的结果进行间接的对比分析，验证构建物理模型的可靠性。首先对无相变时

颗粒的运动过程模型进行对比验证，模拟小球置于黏性流体管道中的下落过程，对比小球的沉降速度与

Bodart 等[16]的计算结果，如图 3 所示，结果表明：小球的运动速度与文献最大误差小于 5%。此外，本

文还对颗粒的相变模型进行验证。如图 4 所示，与 Gong 等[17]的相变金属镓融化前沿的移动的实验数据进

行比较，模拟结果与文献的实验数据的趋势呈现出良好的一致性。
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2 结果与分析

本文首先对椭圆单颗粒的运动及相变过程进行研究，分析颗粒的固相率、周围速度场及温度场的变化

进行分析。通过改变颗粒偏离中心线的位置，初始角度等因素，分析其因素对颗粒运动过程和传热特性的

影响；再对椭圆两颗粒构建物理模型，探讨颗粒间的相互影响规律。

2.1 椭圆单颗粒的运动与传热特性分析

将椭圆颗粒置于通道中心线上，颗粒在静止流体中并在重力作用下加速运动。同时，颗粒沉降带动通

道内流体产生流动。图 5 所示是不同时刻通道内椭圆颗粒沉降过程的速度矢量图。初始时刻，椭圆颗粒沿

中心线由静止开始沉降颗粒在重力的作用下逐渐加速，方向竖直向下。下落至 1s 时，颗粒的速度明显增大，

颗粒表面附近的速度最大。1s~3s 内，颗粒相变的进行，颗粒的质量在不断的减小，颗粒所受到的质量力作

用减弱，下落速度也逐渐减小。颗粒下落至 4s 时，此时颗粒的下落速度缓慢，颗粒与周围流体继续相变传

热过程，质量不断减小的同时，速度也在减小。
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图 3 小球沉降速度与文献结果对比图 图 4 熔体前沿的位置与文献结果对比图



图 5 单个固体颗粒相变中的速度矢量图

图 6 为 2.5s 时单个颗粒的速度矢量局部放大图；颗粒顶部附近的速度大于尾部附近的速度，尾部形成

了低压区。由于低压区的存在，颗粒左右两侧的流体向尾部附近流动，颗粒左右两侧会形成对称涡流。
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图 6 t=2.5 s 椭圆单颗粒速度矢量局部放大图

为定量分析颗粒下落过程速度变化与相变进程，图 7 中黑色曲线是固相颗粒下落 Y 方向上质心速度变

化曲线，红色曲线为颗粒相变过程固相率的变化曲线。如图所示，颗粒下落过程中并非匀速运动。起始阶

段，颗粒质量大，此时重力加速度最大，颗粒受到流体曳力较小，竖直方向运动速度增加迅速。颗粒的下

落过程带动周围流体流动，使得颗粒受到流体对其曳力也逐渐增加，从而形成自然对流。同时随着相变界

面的不断推进，颗粒的固相率逐渐减小，重力也随之变小，颗粒的下落速度呈现出减缓的趋势。

图 7 颗粒沿 Y 方向运动速度与固相率随时间变化曲线

糊状区内颗粒沉降是运动与相变的耦合过程。图 8 是温度场和速度场的局部放大组合图（左图为温度

场，右图为速度场合）。颗粒从通道顶部下落，下落产生不均匀温度场，颗粒表面附近存在明显温度梯度，

颗粒前部位置的温度梯度明显大于颗粒尾部位置的温度梯度。颗粒沉降与流体之间的传热形式为对流换热，

在沉降初期，热传导为主要换热方式，热量从颗粒表面传入颗粒内部，颗粒内部的温度逐渐升高，使颗粒

整体与周围流体温差缩小，从而发生相变。相变过程的持续进行，颗粒所受到的质量力减弱，合力减小，

颗粒的沉降速度逐渐变慢。下落中期，热对流占据主导，受热熔化后的固相石蜡融化后会在颗粒表面周围

形成液相石蜡，液相石蜡受热对流的影响下流动到颗粒尾部位置，阻碍颗粒尾部与高温流体的热量与质量



传递，故颗粒前部的融化速率相较于尾部更快，从而导致颗粒的前部逐渐凸起，颗粒表面发生了不均匀融

化，这体现了颗粒运动与相变过程的耦合与流体间热质交换现象。

t=1 s t=2 s

t=4 s t=6 s

图 8 椭圆颗粒温度场与速度场的组合局部放大图(左温度场图，右速度场图)

2.2 不同初始位置对椭圆颗粒的运动与传热特性影响

糊状区内固相颗粒基体脱落位置具有一定的随机性，颗粒沉降时越靠近壁面的颗粒越容易受壁面作用。

壁面会对颗粒运动与相变过程存在影响。改变初始时刻颗粒质心与通道中心线的距离，设置颗粒质心距离

通道中心线距离为△W=3 mm，△W=6 mm 两种工况进行计算分析。通道高度 H=100 mm，通道宽度 W=24
mm。

图 9 为△W=3mm时速度矢量图。起始阶段，流场不均匀分布，使颗粒自身发生偏转，下落至 t=1s 时，

颗粒周围速度矢量分布相对对称，颗粒的向通道中心方向运动，颗粒两侧形成对称涡流，近似沿中心线向

下运动。t=4s 时，颗粒出现轻微向右侧壁面偏转的情况。

图 10 为△W=6 mm时速度矢量图。t=1s 时，颗粒处于下落初期，颗粒两侧受非均匀流场作用，颗粒两

侧涡流不对称，颗粒左侧涡流大于右侧，颗粒向左下方运动的同时发生偏转；t=2s 运动至通道中心线附近，

此时左侧涡流仍然大于右侧，继续向左侧壁面运动的同时发生偏转。t=4s，颗粒此时已经偏移至中心线左侧，

受壁面作用的影响，颗粒开始向通道中心线方向运动,长轴逐渐垂直与沉降方向下落。



t=1s t=2s t=4s

图 9 偏移量△W=3 mm 颗粒沉降过程速度矢量图

t=1s t=2s t=4s

图 10 偏移量△W=6 mm 颗粒沉降过程速度矢量图

图 11 为不同初始位置固相颗粒运动轨迹图。△W=3 mm 时，壁面作用对颗粒影响小，颗粒向着中心线

方向偏移，后期颗粒沿中心线稳定下落。当△W=6mm 时，固相颗粒靠近壁面，受壁面作用，颗粒偏移距

离远，越过中心线后，颗粒逐渐摆动至中心线方向。同时初始位置会影响 X 方向偏移量大小，图 12 展示颗

粒下落过程 X 方向上质心坐标变化曲线，△W=3 mm 时，最大偏移距离为-3.54mm，△W=6mm时，最大偏

移距离为-8.62mm，即固相颗粒初始位置与中心线距离△W的增大，颗粒在 X 方向的偏移距离也不断增加。

图 11 不同初始位置下固相颗粒运动轨迹图

(a) △W=3mm (b)△W=6mm
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图 12 颗粒质心在 X 方向坐标位置变化

为进一步掌握初始位置变化对固相颗粒相传热特性的影响，选取 t=3.0 s 时刻时颗粒的温度场的局部放

大图。图 9 和图 12 可得出，颗粒由于偏离中心线，下落过程颗粒两侧会受到非均匀的速度场和温度场，使

得颗粒发生偏转及相变产生不规则形状。颗粒的运动轨迹区别于上文竖直下落过程，颗粒的运动轨迹会朝

通道中心方向偏移并下落，并且在此过程中颗粒会不断发生相变。初始位置△W=3mm 时，颗粒 1s 时，长

轴近似垂直于下落方向，之后的下落过程，颗粒主要沿着通道中心线下落，形状与上文初始释放角度 θ=90
。

相似。颗粒前端的速度场大，热对流作用明显，颗粒前端熔化速度快，故颗粒前部的融化速率相较于尾部

更快。呈“前尖后平”的外形。而当△W=6mm 时，固相颗粒初始位置距中心线较远，颗粒受壁面作用，

不断向通道向左侧壁面偏移。同时颗粒近通道中心线侧的温度梯度大于近壁面侧的温度梯度，故近中心线

的一侧融化速率大于近壁面一侧的熔化速度。颗粒形状呈现左侧凸出，右侧平滑的特性。

图 13 同一时刻（t=3.0 s）不同初始位置颗粒局部温度场放大图

综上，初始位置变化对颗粒下降过程中对颗粒的运动及传热特性存在影响，其表现为颗粒下落过程颗

粒偏转及质心偏移距离。颗粒距离壁面越近，受到壁面的影响越大，颗粒的偏移距离越远；颗粒两侧会受

(b) △W=3mm (b)△W=6mm

301.75K

304.58K

307.44K 304.58K

301.75K

307.44K



到不对称的速度场和温度场，颗粒的表面发生不规则相变，造成颗粒发生偏转、相变融化后的不规则的形

状。

2.3 不同初始角度对椭圆颗粒的运动与传热特性影响

上述对椭圆单颗粒的沉降研究均为初始角度 θ=0
。
，然而颗粒在糊状区内的实际沉降过程中，颗粒的初

始角度具不确定性。同时受椭圆自身几何特性的影响，不同初始角度会对颗粒相变中的运动和传热产生影

响。初始时刻，设置颗粒与颗粒沉降方向的夹角为 θ，如图 14。θ的大小分别为 30°，45°，60°，90°。通道

高度 H 为 25d=100 mm，通道宽度 W 为 8d=24 mm。

图 13 初始角度椭圆颗粒下落示意图

t=1 s t=6 s

（a）初始释放角度 θ=30
。

t=1 s t=6 s

（b）初始释放角度 θ=45
。



t=1 s t=6 s

(c) 初始释放角度 θ=60
。

t=1 s t=6 s

（d）初始释放角度 θ=90°

图 14 不同初始角度颗粒沉降的速度矢量图

图 14 分别为 4 种初始角度颗粒沉降的速度矢量图；（a）初始角度为 30。的椭圆颗粒 1 s(左) 及 6 s(右)
时刻周围速度矢量；（b）初始角度为 45。 的椭圆颗粒 1 s(左) 及 6 s(右) 时刻周围速度矢量；（c）初始角

度为 60。的椭圆颗粒 1 s(左) 及 6 s(右) 时刻周围速度矢量；（d）初始角度为 90。的椭圆颗粒 1 s(左) 及 6 s(右)
时刻周围速度矢量；

如图 14 所示，不同初始角度对椭圆颗粒初期沉降行为的变化, 在很大程度上是由于椭圆颗粒长轴方向

不断改变,尾涡结构的变化所致。同时，工况（a）（b）（c）下落至 1s 时，初始角度的存在，造成颗粒在沉

降时，左右两侧形成了不对称的涡，左侧涡流大于右侧，颗粒在涡流的影响下，发生逆时针偏转。下落至

6s 时，工况（a）（b）（c）颗粒都沿通道中心线，两侧形成了较为对称的涡流，速度矢量竖直向下，初始角

度的影响逐渐消失。颗粒沉降带动周围流体流动，初始角度的不同，使得流场分布并不均匀。颗粒自身发

生偏转，但无论以何种初始角度释放，椭圆颗粒最终都以长轴垂直于沉降方向并沿通道中心线下落。
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图 15 不同初始角度椭圆颗粒沿 Y 方向运动速度随时间变化曲线

如图 15 所示，五种工况沿 Y 方向速度变化趋势大致相同。初始阶段，颗粒的加速度最大，速度变化十

分明显，是由于颗粒起始阶段质量最大，即重力加速度达到最大值。粒子速度的逐渐减小是由于固体粒子

的不断熔化，质量减小，以及周围流体对粒子阻力的增加。

图 16 所示，五种工况固相率变化趋势基本一致。随着颗粒在通道内的沉降，初始角度的影响显现。固

相速率的变化越大，初始角度就越小。这一趋势与粒子沉降运动有关，角度越小，粒子的速度越高。从而

提高了对流换热效率。此外，颗粒沉降过程的初始角度越小，最终的固相值越小。
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图 16 不同初始角度椭圆颗粒固相率随时间变化曲线

2.4 两颗粒的运动与传热特性分析

固相椭圆颗粒均为长轴 a=5mm，短轴 b=3mm，初始时刻上方颗粒坐标（18，96），下方颗粒的坐标（15，
88）。 两个颗粒下落过程，颗粒之间相互影响，呈现出复杂的运动相变现象。图 17 是两个颗粒下落过程的

速度矢量图。0~1.0s 时，P1，P2 颗粒在重力的作用下沉降，P1 加速下落在后方产生低压区，使得 P2 颗粒

周围速度场变大并靠向 P1 颗粒，向通道中心线方向运动。此时由于颗粒之间的排斥力，P1 颗粒伴随逆时

针偏转并向左侧壁面运动。1.0s~2.6s 内，P2 颗粒在自身发生偏转，长轴逐渐与沉降方向垂直，沿中心线方

向下落，P1 颗粒则受排斥力的作用继续向左侧壁面运动。2.6s—4.0s 两个颗粒受尾涡的影响，两个颗粒质

心处于竖直同一方向，场内左侧涡流大于右侧，P2 颗粒向左侧壁面偏移，P1 颗粒则是向通道中心线的运动，

两个颗粒最终都以长轴垂直于沉降方向。



t= 0 s t=1 s

t=2 s t=4 s

图 17 两颗沉降过程速度矢量图

为更细致观察两颗粒相变过程中的传热特性，选取 t=1.0 ，t=3.0 s，t=5.0s 三个时刻颗粒周围局部温度

场放大图。如图 18 所示，下落至 1s 时，P1 颗粒相变后尾部的低压区，造成靠近 P1 颗粒侧的温度梯度大

于靠近壁面侧。此时 P1 相变后的液相石蜡未与 P2 颗粒附近融化区域发生了连通，P2 颗粒热质交换不受 P1
颗粒的阻碍。下落至 3.0s 时，两颗粒尾迹连通，颗粒尾迹范围变宽，同时相变过程的不断进行，其体积均

在不断减小。下落至 5.0s 时，P2 颗粒体积明显大于 P1 颗粒，此时两个颗粒间距变大，尾迹温度连通区域

分离，两个颗粒相变过程不再互相影响。

t=1 s t=3 s t=5 s

图 18 工况 1 竖直两个颗粒相变局部温度场放大图

两个颗粒固相率变化趋势基本相似，但相变速率存在差异，如图 19，颗粒释放起始阶段，两个颗粒存

在一定间距，初始速度较小，下方颗粒对上方颗粒的速度扰动小，两者固相率曲线相差无几。随后下落过

程，受 P1颗粒低压区的扰动，P2颗粒颗粒表面附近的速度场大，P2加速下落，导致 P2颗粒固相率变化大
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于 P1颗粒。随后两颗粒逐渐分离，传热过程不再继续相互影响。
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图 19 两颗粒固相率变化曲线

4 结 论

本文采用数值模拟的方法，对糊状区内椭圆颗粒运动与相变的耦合过程进行数值模拟。通过任意拉格

朗日-欧拉方法追踪颗粒界面的迁移和变形问题。分析了颗粒偏移中心线位置，不同初始角度以及两个颗粒

沉降过程的运动及相变传热特性；主要结论如下：

1.椭圆颗粒沿着通道的中心线垂直沉降同时经历相变的过程。颗粒沉降流体流动和热对流现象，造成

的颗粒周围的不均匀速度场和温度场。此外，由于质量力的作用，速度先迅速增加，然后逐渐减少。

2.粒子的初始位置偏离中心线会影响粒子沉降的 x向位移。离中心线越远，在 X方向上的位移就越远。

同时，在 X方向上的位移距离导致粒子的形状不同。

3.初始角度改变了颗粒在沉降方向上的重力和浮力之间的相互作用力，从而影响了它们的沉降速度和

融化速率。在粒子沉降的最后阶段，初始角的影响消失；此外，无论初始角度如何，粒子最终沿着通道的

中心线沉降，其长轴垂直于沉降方向。

4. 两个颗粒相变运动过程，颗粒之间存在相互影响，其运动与传热特性更加复杂。两个颗粒沉降过程

中，下方颗粒运动的尾涡会加速上方颗粒下落，从而导致上方颗粒的相变速率大于下方颗粒。
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摘要：为探究蒸汽腔内部两相流态对蒸汽腔传热性能的影响，设计制作了带有侧窗的可视化蒸汽腔，

在不同加热工况下，利用高速相机对不同充液率的蒸汽腔内两相流态进行了观察，总结了两相流态在

不同工况下的变化，结合两相流态对蒸汽腔沸腾曲线及整体传热性能进行了分析。实验发现蒸汽腔内

部出现了蒸汽流态和雾状流态，雾状流态的出现可提升蒸汽腔传热性能。两相流态的转变与充液率、

加热功率有关，与热源尺寸无关。

关键词：蒸汽腔，可视化，两相流态，热性能。

0 前言

蒸汽腔(Vapor chamber)是一种高效的相变换热元件，目前在散热领域得到了广泛应

用[1]。在蒸汽腔工作过程中，液体工质在蒸发端通过吸收热源热量发生相变产生蒸汽，

蒸汽在压差的作用下流向冷凝端，在冷凝端冷凝释放潜热，液体工质在毛细力的作用下

回流至蒸发端完成循环。其中，气液两相工质在蒸汽腔内的流动作为蒸汽腔工作循环中

的重要部分，对蒸汽腔的传热效果研究有重要意义。

目前已有学者对蒸汽腔中的相变及两相流态进行了研究，大部分是采用玻璃板取代

上壁面做完视窗进行观察。Liou 等[2]采用玻璃板作为顶壁对蒸汽腔相变过程进行了可视

化研究，探索了不同孔径的丝网型吸液芯和充液率对蒸汽腔蒸发阻力的影响。实验过程

中未观察到核沸腾现象，蒸发阻力随热负荷的增加而降低，这是由于液膜随热负荷的增

加而变薄。Lips 等[3]重点观察了沟槽吸液芯中核态沸腾现象，发现核态沸腾提高了热管

的热性能，探究了最佳充液率。Qu 等[4]对脉动热管中的流型进行了可视化观察，未能

观察到核态沸腾现象。Chang 等[5]重点研究了热流密度、冷凝热阻和蒸汽腔放置方位对

两相流现象和热性能的影响。在竖直和水平放置的蒸汽腔中，没有观察到典型的随着热

流密度增大，相变状态从蒸发至沸腾的转变，在干涸之前，间歇/连续蒸发占主导地位。

由于重力促进了竖直放置蒸汽腔的汽液循环，其整体热阻始终低于水平放置蒸汽腔。

Zhou 等[6]对两种不同吸液芯结构的蒸汽室进行了可视化实验，研究了支撑柱高度对传

热性能的影响。结果表明，高支撑柱可以促进液体回流和蒸发。Guo 等[7]对扁平微槽重

力热管内气液两相行为进行了观察，发现 FMGHP 内的汽液两相行为更加剧烈，具有更

好的热性能。Wang 等[8]通过常规显微镜、高速摄像机和红外摄像机研究了气液界面瞬



态特性，观察到热源位置的过热沸腾会导致几乎整个区域沸腾的现象。Li 等[9]设计了内

部空间高度为 0.5 mm 的平板热管，在不同倾角下进行了可视化实验，观察了相变过程

和两相流特性，发现吸液芯结构能够很好地调节两相流，减轻两相逆流。Zu 等[10]对单

层丝网芯超薄扁平热管进行了可视化研究，发现当冷凝回流量充足时，汽液两相工质的

振荡强度达到最大值时，超薄扁平热管的热阻最小。赵佳腾等[11]在重力式热管的基础

上设计了一种新型内嵌式热管，并对内部工质流动进行了可视化研究，发现不同充液率

对应的流型演化并不相同。

Liu 等[12]基于提出的带有侧窗无吸液芯结构的蒸汽腔，设计了一个蒸汽腔实验系

统，探讨了汽液相变、充液率和加热功率对蒸发/冷凝传热系数的影响。使用红外热成像

技术，通过实验观察了腔体内的温度分布和气液两相界面的演变。结果表明，使蒸发传

热系数最大化的液体充液率与使冷凝传热系数最大化的充液率不同。蒸汽腔的最佳充液

率为 33%。根据红外热图像观察到易破裂的气泡和沸腾液体的干扰可以增强蒸发/沸腾的

传热。于程等[13]通过可视化平台对平板热管内气液两相工质流动进行了观察，主要探

讨了平板热管突然启动和渐进式启动两种启动方式。

通过上述文献，蒸汽腔内两相流态会影响蒸汽腔传热性能，吸液芯结构对均热板性

能也有重要影响。然而，通过侧窗对具有吸液芯的蒸汽腔内两相流态的可视化研究较少，

对蒸汽腔内两相流态变化机理尚不清晰。因此本文提出了带有侧窗的可视化蒸汽腔，搭

建了可视化实验系统，研究了不同加热功率、不同热源布置对不同充液率蒸汽腔内两相

流态和传热性能的影响，并探索了两相流态与传热性能的关系。

1 实验系统及实验方法

1.1 实验系统

实验装置如图 1(a)所示，包括数据实验系统、加热系统、照明系统和数据采集系统。

其中，实验段如图 1(c)所示，玻璃视窗底部为热端，中间为流动空腔，顶部对应冷端壁

面，四周为固体壁面。为观察吸液芯表面工质相变状态，均热板内空腔高度为 30 mm。

试验段内吸液芯厚度为 2 mm，由 100 目铝粉烧结而成，孔隙率为 0.5，工质为丙酮。为

了得到蒸汽腔内部工质沸腾曲线，对蒸汽腔内部进行了压力测量，采用量程为-0.1-1
MPa，精度为 0.5%的智能压力变送器显示压力变化。

(a) 蒸汽腔实验系统装置图



1-电脑；2-数据采集仪；3-直流电源；4-高速相机；5-风机；6-智能压力变送器；7-翅片；8-可视化蒸汽

腔；9-保温棉；10-铜基块；11-陶瓷加热片；12-云母片

(b) 蒸汽腔可视化实验系统实物图

(c) 试验段实物图 (d) 翅片结构示意图

图 1 蒸汽腔可视化实验系统图

蒸汽腔冷端采用翅片结构进行受迫对流散热，翅片结构示意图如图 1(d)所示，翅片

底面积尺寸为 120× 100 mm，翅片基底高为 3.8 mm，翅片高度为 21.2 mm，翅片间距为

5 mm，翅片厚度为 2 mm。风扇为 ebmpapst 的散热风扇，额定电压为 24 V，额定电流为

1.35 A，在实验时调节风机的电压为 24 V。

加热系统包括了热源及直流电源。热源为图 1(b)中 10-12 所示，由铜基块、陶瓷加

热片和云母块组成，铜基块起到热沉及改变热源面积的作用，陶瓷加热片提供热量，云

母片为绝热材料，起到绝热作用。陶瓷加热片的尺寸为 24× 1.5 mm，为了改变热源面

积，铜基块的尺寸分别为 25× 30× 2 mm、30× 40× 2 mm 和 50× 60× 2 mm，并分别命

名为 1 号热源、2 号热源和 3 号热源。直流电源可提供最高 600 W 的加热功率，精度为

± 1%。

数据采集系统包括了温度采集、压力采集和高速相机记录。利用 FASTCAM Mini
UX50 高速相机记录可视化蒸汽腔内部相变过程；在可视化蒸汽腔整体热性能稳定后，

采用智能压力变送器记录可视化蒸汽腔内部压力以探究蒸汽腔内部工质的沸腾换热特

性。整个实验测试系统的温度测量采用精度为 0.25 K 的 T 型热电偶（TT-T-36, Omega）
进行测量。为了测量可视化均热板的冷端温度，在翅片的根部布置五个热电偶，如图 2(a)
所示，在中间位置布置一个热电偶，在四个角分别布置一个热电偶，冷端温度取五个热

电偶的平均温度。实验中热源条件及热电偶布置如图 2(b,c)所示，在可视化腔室热端的

四个角分别布置一个热电偶，测量可视化腔室热端的温度。对于一个热源，热源位于可

视化蒸汽腔热端的中间，如图 2(3)所示，热源内部均匀地布置五个热电偶；当热源数量



为三个时，热源均匀地线性分布，如图 3(b)所示，每个热源内部均匀地布置三个热电偶。

(a)冷端热电偶布置 (b)一个热源热端热电偶布置 （c）三个热源热端热电偶布置

图 2 冷端和热端热电偶布置

1.2 实验工况

为了研究蒸汽腔腔室内丙酮工质的两相流态、沸腾曲线特性，以及蒸汽腔整体传热

性能，对充液率分别为 213.2,%、106.6%、71.1%的可视化蒸汽腔在如表 1 所示的 11 种

工况进行实验研究。

表 1 实验工况

Table 1 Experimental conditions

实验工况 充液率 热源编号 热源尺寸（mm） 热源数量 热源分布

1 213.2% 1 号热源 25×30×2 1 中间

2 213.2% 2 号热源 30×40×2 1 中间

3 213.2% 3 号热源 50×60×2 1 中间

4 213.2% 1 号热源 25×30×2 3 线性

5 106.6% 1 号热源 25×30×2 1 中间

6 106.6% 2 号热源 30×40×2 1 中间

7 106.6% 3 号热源 50×60×2 1 中间

8 106.6% 1 号热源 25×30×2 3 线性

9 71.1% 1 号热源 25×30×2 1 中间

10 71.1% 2 号热源 30×40×2 1 中间

11 71.1% 3 号热源 50×60×2 1 中间

实验中充液率定义为充液量与吸液芯体积的比值，计算公式 1 如下：

l l
w

w ew cw

100% 100%V V
=

V V V
   


（式 1）

其中 lV 为充入到可视化蒸汽腔的丙酮体积，mL； wV 为吸液芯的体积，cm3； ewV 为

热端吸液芯的体积，cm3； cwV 为冷端吸液芯的体积，cm3。

1.3 数据处理及不确定度分析

1.3.1 数据处理

根据实验中对可视化蒸汽腔的内部压力监测，可以得到不同实验条件下可视化蒸汽

腔的内部压力随着加热功率的变化。可利用软件 REFPROP 根据可视化均热板的内部压

力得到不同加热功率下的丙酮饱和温度，因此可得到不同加热功率下的过热度，公式为：



e sat( )T T T   （式 2）

其中 T 为过热度，K； eT 为热源的平均温度，K； satT 为饱和温度，K。

为了分析不同实验条件下吸液芯表面的丙酮沸腾曲线，需要绘制热流密度q与过热

度 T 的关系，其中热流密度的计算公式为：

q Q A (式 3)

其中Q为热源的加热功率，W； A为热源的面积，m2。

可视化蒸汽腔整体传热性能的分析需要对蒸汽腔整体热阻进行计算，整体热阻的计

算公式如下：

e c e c=
_ _ _ _

T T T T
R =

Q UI

  (式 4)

式中 R 为可视化蒸汽腔整体热阻，K/W； e

_

T 为热源平均温度； c

_

T 为冷端平均温度；

Q 为热源加热功率，W；U 为加热电压，V； I 为加热电流，A。

冷端平均温度为冷端热电偶的平均温度，计算公式如下：

 c 1 2 3 4 5 5
_

T = T +T +T +T +T / (式 5)

热源平均温度为热源内热电偶的平均温度，计算公式如下：

 e 6 7 8 9 10 5
_

T = T +T +T +T +T / (式 6)

1.3.2 不确定度分析

实验系统中测温采用的 T 型热电偶的精度为 0.25 K，直流电源的精度为  1%，

实验系统中的测量值和计算值的不确定度如表 2 所示，最终计算得到可视化均热板整体

热阻不确定度为 1.1%，可认为本研究中的可视化蒸汽腔整体热阻计算是可靠的。

表 2 实验系统中主要参数的不确定度

Table 2 Uncertainty of main parameters in experimental system

测量值 计算值

参数 不确定度 参数 不确定度

eT ± 0.25 K R ± 1.1%

cT ± 0.25 K
Q ± 1%



2 实验结果与讨论

2.1 两相流态现象分析

当充液率为 213.2%和 106.6%时，可视化腔室热端的丙酮相变状态均为蒸发状态，

而腔室内部两相流态不同。充液率为 213.2%时，冷凝的丙酮在冷端吸液芯内聚集，而后

在重力的作用下回落到热端，腔室内部为蒸汽流态；而充液率为 106.6%时，冷凝的丙酮

存在冷端吸液芯内聚集后滴落的现象，也存在空腔内丙酮冷凝成小液滴，而形成腔室内

部雾状流态的现象。

2.1.1 充液率为 213.2%实验段

实验工况为 1-4 的实验段充液率为 213.2%，此时丙酮完全浸润吸液芯。在不同热

源尺寸和热源分布时，可视化蒸汽腔内相变状态始终为蒸汽流态，随着加热功率的增大，

有液滴在冷凝端聚集滴落。工况 1-4 实验现象相似，因此以实验工况 3 为例进行介绍。

当开始加热后，可视化窗口上立刻就会出现冷凝的丙酮液滴，说明蒸汽腔在低加热

功率情况下工质迅速发生相变。随着加热功率的增加，可视化窗口上冷凝的丙酮液体会

先增多后减少，如图 3(a)-(d)所示。

当加热功率达到 240 W 时，随着冷凝端冷凝液体量增加，冷凝液体聚集，聚集液

体重力大于吸液芯毛细力，可视化腔室冷凝端的吸液芯会出现丙酮液滴，且液滴慢慢增

大，最后在重力的作用下，丙酮液滴落到可视化腔室热端吸液芯中，如图 3(d)-(h)中蓝色

圈所示，加热功率维持在 240 W 时，可视化蒸汽腔内会形成丙酮蒸发-冷凝-液滴滴落工

作循环。当加热功率增加到 360 W 时，可视化腔室热端吸液芯中间位置会出现单个汽泡，

不会形成稳定核态沸腾状态，气泡破裂时无法观察到液体飞溅，如图 3(i-j)红色圈所示，

且可视化腔室冷端吸液芯会持续出现冷凝的丙酮液滴，并在重力的作用下，丙酮液滴回

落到热端吸液芯中，如图 3(j)-(l)中蓝色圈所示，在加热功率为 360 W 时，此现象会循环

发生在可视化腔室内部。

（a）初始状态 （b）加热功率：30 W

（c）加热功率：120 W （d）加热功率：240 W

（f）加热功率：240 W （h）加热功率：240 W



（i）加热功率：360 W （j）加热功率：360 W

（k）加热功率：360 W （l）加热功率：360 W

图 3 实验工况 3 的可视化腔室内部丙酮相变及两相流态

2.1.2 充液率为 106.6%实验段

充液率为 106.6%时，此时丙酮刚好浸润吸液芯，随着加热功率的增大，对于热源

条件为 1 个加热块的工况，两相流态保持为蒸汽流态；当热源为 3 个加热块线性分布时，

随着加热功率的增大，两相流态会由蒸汽流态转变为雾状流态；在所有加热条件下，蒸

发端相变状态都为蒸发状态。以实验工况 8 为例，对可视化蒸汽腔相变状态及两相流态

的介绍，如图 4 所示。

（a）初始状态 （b）加热功率：30 W

（c）加热功率：120 W （d）加热功率：240 W

（e）加热功率：300 W （f）加热功率：300 W



（g）加热功率：300 W （h）加热功率：300 W

（i）雾状工质流动方向示意图 (j)滴落液体快速蒸发示意图

图 4 实验工况 8 的可视化腔室内部丙酮相变及两相流态

开始加热时，可视化玻璃上可观察到少量的丙酮液体，随着加热功率的增加，可是

窗口上冷凝液体量先增多后减少，如图 4 所示。但同丙酮完全浸润吸液芯的实验段相比，

可视化窗口上的冷凝液体量很少，这是由于蒸汽腔内丙酮充液量更少，相同热源条件下，

绝大部分冷凝液体能储存在吸液芯中，丙酮在玻璃窗口冷凝量更少。随着加热功率的增

加，少量存在可视化腔室热端的吸液芯表面的丙酮液体会慢慢蒸发，最终可视化腔室热

端的吸液芯上不存在多余的丙酮液体，可视化腔室内部为蒸汽流态，如图 4(d)所示。

当提高加热功率到 300 W 时，随着冷端冷凝的丙酮液体量增加，由于液体重力大

于吸液芯毛细力，可视化腔室冷端的吸液芯会出现冷凝的丙酮液滴，且液滴慢慢增大，

最后在重力的作用下，丙酮液滴落到可视化腔室热端的吸液芯中，且可视化腔室的腔体

中会充满丙酮小液滴，形成雾状流态，如图 4(e)-(f)所示；丙酮液滴滴落到可视化腔室热

端的吸液芯上之后，会快速地蒸发，热端吸液芯上不会存在多余的丙酮液体，且可视化

腔室内部依旧为雾状流态，如图 4(g)-(h)所示。

2.1.2 充液率为 71.1%实验段

当充液率为 71.1%时，此时丙酮未完全浸润吸液芯，蒸汽腔内随着加热功率的变化，

两相流态由蒸汽流态变为雾状流态和含飞溅液体的雾状流态。以实验工况 10 和实验工况

11 为例进行介绍。

对于实验工况 10，蒸汽腔内工质在加热功率为 130W 时发生核态沸腾，蒸汽腔腔

内两相流态随时间的变化如图 5 所示。未发生核态沸腾时，蒸汽腔内两相流态为蒸汽流

态，如图 5(a-c)所示;发生核态沸腾的瞬间有大量液体飞溅，如图 5(d);而后转变为稳定核

态沸腾，有少许液体飞溅，如图 5(e-f, j);在发生核态沸腾后 3.8 s 出现雾状流态，液体工

质通过聚集液滴滴落和雾状液体滴落两种形式从冷凝端流向蒸发端，如图 5(g-h, j)。



(a) t+0 s (b) t+0.62 s

(c) t+0.68s (d) t+0.80s

(e) t+1.46s (f) t+3.26s 少许液体飞溅

(g) t+4.60 s 雾状流态 (h) t+8.80s

(i) 少许液体飞溅示意图 (j) 雾状流态示意图

图 5 实验工况 10 加热功率为 130W 时两相流态随时间变化

实验工况 11 时，蒸汽腔内工质随加热功率的变化如图 6 所示。加热功率为 20W 时，

蒸汽腔内两相流态为蒸汽流态，如图(a,b)所示；加热功率为 80W 时，蒸汽腔吸液芯内和

表面工质发生核态沸腾，大量液体飞溅，而后出现雾状流态，如图 6(c-f)所示；加热功

率达到 120W 时，冷端液体滴落至蒸发端吸液芯表面时快速沸腾相变，有少量液体飞溅，

两相流态为雾状流态。



(a)加热功率：20 W (b)蒸汽流态示意图

(c)加热功率: 80 W (d)液体飞溅示意图

(e) 加热功率: 80 W (f) 核态沸腾雾状流态示意图

(g) 加热功率: 120 W (h) 烧干雾状流态示意图

(i) 加热功率: 120 W (j)烧干雾状流态示意图

图 6 实验工况 11 两相流态随加热功率的变化

蒸汽腔在不同的工况下出现两种不同流态，是由于冷凝端液体回流方式导致。为蒸

汽流态时，冷凝端液体工质通过聚集后克服毛细力滴落至蒸发端；为雾状流态时，冷凝

端液体可通过雾状小液滴和聚集为大液滴滴落。



3.2 两相流态与蒸汽腔传热性能

在蒸汽腔充液率为 213.2%和 106.6%时，蒸汽腔内蒸发端表面相变状态保持蒸发状

态，当腔室内为蒸汽流时，沸腾曲线为线性关系，如图 7(a,b)；当腔室内两相流态转变

为雾状流态时，沸腾曲线为二次函数关系，如图 7(b)中工况 8 拟合曲线所示。在蒸汽腔

充液率为 71.1%时，沸腾曲线均呈线性关系，如图 7(c)所示，在丙酮发生稳定核态沸腾，

蒸汽腔内两相流态从蒸汽流态转变为雾状流态之后，丙酮工质沸腾传热系数会提高，且

热端发生局部烧干现象对沸腾曲线也没有影响，不影响沸腾传热系数。如图 7 所示，对

不同充液率蒸汽腔，随着热源面积的增大，蒸汽腔的沸腾传热系数降低。

（a）213.2%充液率 (b)106.6%充液率

(c) 71.1%充液率

图 7 沸腾曲线

当丙酮完全浸润吸液芯和刚好浸润吸液芯时，即蒸汽腔充液率为 213.2%和 106.6%
时，蒸汽腔内无核态沸腾现象发生。在实验工况 1-7 时，蒸汽腔内两相流态随着加热功

率的增大保持蒸汽流态，热阻在小功率时波动较大，随着加热功率的增大趋于稳定，如

图 8(a,b)所示。实验工况 8 中，随着加热功率的增大蒸汽腔中出现了雾状流态，蒸汽腔

整体热阻下降，如图 8(b)中红色圆圈内所示。

丙酮未完全浸润吸液芯即蒸汽腔充液率为 71.1%时，不同热源条件下（工况 9-11）



的可视化蒸汽腔整体热阻如图 8(c)所示，不同热源条件下，蒸汽腔热阻随着加热功率的

变化基本是相同的。当蒸汽腔内两相流态为蒸汽流态，蒸发端表面未发生核态沸腾时，

可视化蒸汽腔整体热阻随着加热功率的增加基本保持不变；蒸汽腔内丙酮工质发生沸腾，

两相流态转变为雾状流态后，可视化腔室整体热阻出现骤降，热性能更优异，继续提高

加热功率，可视化腔室整体热阻基本保持不变。

（a）213.2%充液率 (b)106.6%充液率

(c) 71.1%充液率

图 8 整体热阻变化

4 结 论

本文利用可视化技术对具有不同充液率的蒸汽腔在不同实验工况下进行了两相流

态观察，分析总结了两相流态出现规律，并对两相流态与蒸汽腔传热性能的关系展开了

探讨。本文的主要结论如下：

1.在不同工况下，蒸汽腔内出现了两种不同流态，分别是蒸汽流态和雾状流态，这

主要是由于蒸汽腔内冷凝端工质冷凝状态不同。

2.蒸汽腔内为蒸汽流态时，冷凝端冷却液体主要通过液体聚集成大水滴滴落至蒸发



端表面完成液体回流；蒸汽腔内为雾状流态时，一部分冷凝液体通过聚集成大水滴滴落

至蒸发端表面，一部分冷凝液体形成雾状液滴在蒸汽腔内流动。

3.丙酮完全浸润吸液芯时，蒸汽腔内为蒸汽流态；丙酮刚好浸润吸液芯时，蒸汽腔

内依次呈现蒸汽流态和雾状流态；丙酮未完全浸润吸液芯时，蒸汽腔内呈现蒸汽流态，

蒸汽腔内部出现核态沸腾现象时，出现雾状流态，夹杂着气泡破裂导致的飞溅液体工质。

4.雾状流态的出现使沸腾曲线斜率增大，丙酮工质沸腾传热系数得到提升，蒸汽腔

整体热阻得到下降。雾状流态相较于蒸汽流态更有利蒸汽腔的传热。
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摘要：本文开展了单脉冲 R32 闪蒸喷雾瞬态冷却特性实验研究。将传热测量与液膜动力学行为可视化

相结合，进一步揭示了由高温到低温区域的相变传热机制。随着喷雾距离 Z 的增加，液滴动量和质量

的降低是冷却效果下降的主要原因。将 Z 从 50mm 缩短到 10mm 不仅使表面热密度峰值从 19.6W/cm2

增加到 73.6W/cm2，而且拓宽了高热流密度的温度区间。具有较小孔口直径（0.5mm）的喷嘴产生较低

的冷却速率，但其较低的流量抑制了制冷剂在热表面上积聚和飞溅，从而提高了喷雾热效率。

关键词：低温冷却；闪蒸喷雾；表面传热；热通量计算；高功率半导体激光器

0 前言

热管理对诸如芯片、电池、雷达、激光器、内燃机等大功率电子器件和设备的工作

性能和寿命起着至关重要的作用[1-3]。通过高效的冷却技术，使电子设备的温度在得以精

准控制的同时快速移除大量废热，从而避免设备停机。在现有冷却技术中，喷雾冷却将

液体破碎为细小的液滴、液滴随后撞击至热表面与之换热，并伴随着薄液膜的快速蒸发

和沸腾，可移除超过 100W/cm2 的热流密度。最近的研究表明，低温冷却可显著提升高

功率半导体激光器（high-power semiconductor lasers，HPSL）的输出性能[4, 5]。例如，当

激光器工作温度从 0 降低到−60℃时，电光转换效率可提高 10%[4]。但传统的使用水等高

沸点（boiling point，BP）介质的喷雾冷却无法满足低温条件下高热流密度散热的需求。

相比之下，使用低沸点制冷剂的闪蒸喷雾冷却通过闪蒸效应可产生超低温（对于 R134a，
< −40℃）液滴，低温液滴冲击至热沉表面可将其冷却至 0℃以下，有望成为 HPSL 先进

热管理技术。

现有研究多致力于深入揭示基本的传热机制[6, 7]，优化冷却参数（包括流体种类[8]、

喷嘴类型[9],、喷雾距离[10]、喷射方向[11]、表面粗糙度[10]和表面几何形状[12]等），从而最

大限度地提高冷却能力。基于实验结果，提出了大量传热模型用于预测热流密度或传热

系数。然而，上述研究大多侧重于稳态传热性能，而忽略了电子器件对喷雾冷却的动态

热响应，无法为大功率电子器件和设备的智能温控提供理论指导。间歇喷雾作为一种新



技术备受关注，通过优化喷雾频率和脉宽来满足高效冷却的需求，同时大大减少工质用

量[13, 14]。使用自润湿流体可进一步减少间歇喷雾的工质用量，该流体通过表面张力驱动

流动以增强液膜蒸发[15]。Panão 等人[14, 16]基于㶲效率评估了喷雾系统参数对间歇冷却系

统性能的影响。随后，通过关联喷雾特性的瞬态测量结果和表面热行为，提出了经验传

热关系式[16]。Zhao 等人[17]证实，脉冲喷雾的交替过程会增强液滴冲击和液膜扰动。当

提高喷射频率时，这种增强效果被抑制。上述研究都聚焦于喷雾冷却动态传热特性，但

仍需深入揭示瞬态传热过程中涉及的物理机制，尤其是在低温条件下的研究仍是空白。

与稳态情况相比，瞬态喷雾高度依赖液滴撞击、液膜形成和发展过程，其传热机制相当

复杂。上述复杂过程给脉冲喷雾冷却下的瞬态传热特性分析带来相当大的挑战。

针对 HPSL 的高效热管理，本文搭建了开式脉冲喷雾冷却试验台，对脉冲闪蒸喷雾

作用下热沉表面低温冷却性能进行了分析。采用环境友好型制冷剂 R32 作为冷却介质。

自主设计并加工了 HPSL 典型散热组件的散热器模块，该模块由测试铜块和陶瓷加热器

组成，用于测试单脉冲低温喷雾冷却下的动态温度响应。耦合瞬态传热测量与液膜形成

和发展的可视化结果，深入揭示从高温区到低温区的喷雾冷却相变传热机制。评估了喷

雾时间、喷雾距离和孔口直径对瞬态冷却性能的影响，为低温闪蒸喷雾冷却的参数优化

提供科学指导。

2 方法

2.1 实验装置

图 1 示出了本文实验装置，由喷雾系统、温度测量和成像系统组成。R32 储存在商

业储罐内，通过高压软管流入缓冲罐中，通过加压将制冷剂压力稳定至 1.5MPa，可以防

止制冷剂在高压软管中汽化。R32 的热物理性质列于表 1。
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图 1 开式脉冲喷雾冷却实验装置



表 1 R32 的热物理性质（18C,1atm）

物理性质 数值

密度  /kg·m-3 989.28
比热 cp /J·kg-1·K-1 1867.9
导热系数  /W·m-1·K-1 0.1312
表面张力 σ /N·m-1 0.0079
粘度 μl /Pa·s-1 0.0001
沸点 Tb /C -51.9
潜热 hfg /J·kg-1 284570

如图 2 所示，散热模块由一个立方体铜块组成。在铜板的底部，一个电阻为 100Ω

的陶瓷加热器与一个电压调节器相连。为了尽量减少热量损失，散热片被包裹在聚四氟

乙烯块中。三个直径为 1mm 的预校准铠装 K 型热电偶（WRNK-191，Honeywell，美国）

被安装在散热器中心线上。

图 2 散热器模块示意图

R32 通过高压软管流入实心锥形喷嘴（SO-AAZ-M-1/4，绍欧喷雾系统有限公司，中

国）并被雾化为细小的液滴，随后撞击至热沉表面。喷雾时间由快速响应电磁阀

（B2021SBTTO24DVC，Gems，美国）和 DAQ 板卡（USB-6361，NI，美国）控制。喷

雾距离由一维坐标架（XKST50，优米乐仪器公司，中国）调整。将测量范围为 1.4-27.8ml/s
的涡轮流量计（LWGY-2AMC1，格欣自动化有限公司，中国）固定在阀门入口前，用于

测量液体流量。出于实验安全性的考虑，采用鼓风机收集 R32 蒸气并排出室外。通过高

速相机（D500，尼康，日本）记录动态喷雾撞壁过程，拍摄频率为 30fps/s，分辨率为

1920× 1080。应用图像处理技术获得喷雾雾场特性，处理过程如图 3 所示。



图 3 喷雾雾场图像处理过程（Dn=0.7mm）

2.2 传热分析

使用 Tikhonov 正则化算法计算温度的误差平方和，

c c h h c c h h c c( ) ( ) [ ] [ ]S 


     T X q X q T X q X q Hq Hq (1)

T、X、q 和 H 分别为温度分析解矩阵、敏感系数矩阵、热流密度矩阵和一阶正则

化矩阵，其矩阵形式和计算方法详见文献[18, 19]。最小化 S，利用整个域数据可计算出喷

雾冷却的表面热通量，计算公式为，

1

c c c h h( )
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c,eq = X X H H X T X q (2)

通过表面热通量（qc,e）可计算出表面温度，
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单脉冲喷雾冷却的时间平均冷却速率定义为，
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其中 A 为测试铜块的上表面积。Jv为体积流量。Tf为测量的平均喷雾温度。、cp、

Tb和 hfg分别为流体的密度、比热、沸点和潜热。

3 结果与讨论

3.1 瞬态表面传热分析

图 4 中温度 T1、T2和 T3分别由 TC1、TC2和 TC3热电偶传感器测量。表面温度（Ts）

曲线几乎与 TC1传感器测量的温度（T1）重叠。根据冷却速率，冷却过程可分为四个不

同的阶段：膜态沸腾（Ⅰ）、过渡沸腾（Ⅱ）、核态沸腾（Ⅲ）和单相液体冷却（Ⅳ）。

在阶段Ⅰ中，在高过热下，液滴撞击至热表面时，由于液滴的快速蒸发，热沉表面被蒸汽



层覆盖（图 5b）。蒸汽层产生较大热阻，从而造成传热性能较差。在最小热流密度点（通

常称为莱顿弗罗斯特点）之后，蒸气层开始破裂，热沉表面被液体部分润湿，从而在过

渡沸腾阶段（Ⅱ）内表面热流密度急剧增大。在核沸腾阶段（Ⅲ）内的临界热流密度（CHF）
点之后，随着连续液膜的形成和扩展，热表面逐渐变得完全润湿（见图 5c 和 d）。热表

面上剧烈的核态沸腾和液体完全接触大大提高了冷却速率。在表面进入最终的单相冷却

阶段（Ⅳ）之前，随着沸腾过程结束，表面热流密度迅速下降，液膜充分发展（图 5e
和 f）。

0 10 20 30 40 50
-45
-30
-15

0
15
30
45
60
75

Time required for valve

opening and spray fromation

IV

III

II

Single-phase

Nucleate boiling

Z=20mm
t=50s
D

n
=0.7mm

T0=70C
P

h
=46.6W

T1 T2 T3 Ts qs



T
/

C

t / s

Film boiling

I

Transition boiling

0

10

20

30

40

50

60

q
/W

cm
-2

图 4 T0=70C 时温度和表面热流密度的瞬态变化

相应地，表面温度（Ts）在膜态沸腾段（Ⅰ）缓慢下降，随后在过渡沸腾状态（Ⅱ）

迅速下降。之后，Ts在核沸腾阶段（Ⅲ）下降得更快，最后在单相液体冷却阶段（Ⅳ）

缓慢下降。总的来说，闪蒸喷雾冲击条件下的动态低温冷却也遵循 Mascarenhas 和

Mudawar 得出的传热规律[20]。

(a) t = 0 s (b) t = 7 s (c) t = 17.5 s

(d) t =18 s (e) t = 30 s (f) t = 35 s

图 5 喷雾与壁面相互作用和液膜的形成过程

(Z = 20 mm, Δt = 50 s, Dn = 0.7 mm, T0 = 70 C, Ph = 46.6 W)



3.2 闪蒸喷雾低温冷却性能评价

图 6 绘出了喷雾距离 Z=10、20、30、40 和 50mm 时的表面热流密度随壁面过热度

（ΔTsup=Ts–Tb）的变化曲线。对于较大的喷雾距离（40 和 50mm），在 30s 喷雾冷却过

程中，传热以膜态沸腾为主，从而产生较低的冷却速率。将喷雾距离从50mm缩短到10mm
不仅使最大热流密度从 19.6 增加到 73.6W/cm2，而且拓宽了高热流密度的温区，并将温

降（ΔT）从 29.1 增加到 113.3C。在较短的喷雾距离下，Nukiyama 温度也变的更高，

Z=30mm 时为 3.5C，而 Z=10mm 时为 13.2C。
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图 6 不同喷雾距离下的沸腾曲线
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图 7 喷雾覆盖直径随轴向距离的变化

已有研究表明，当使用较大的喷雾距离时，由于喷雾覆盖面积增加，流体蒸发速率、

成核数量和润湿面积增加，从而使传热强化[12]。然而，闪蒸喷雾的情况却大不相同。如

图 3 所示，高过热度引起液体爆炸性雾化，在喷嘴出口处快速膨胀，随后形成密集的射

流状区域，由于卷吸的空气量增加和制冷剂的强烈蒸发，最终在距喷嘴 20−50mm 的位

置处形成极不稳定的稀疏喷雾。上述喷雾行为导致喷雾覆盖直径（Dc）的快速变化，如

图 7 所示。Dc首先在喷嘴出口处迅速增加，然后在 5mm≤Za<20mm 时几乎保持不变，

最后由于喷雾快速分散，Dc快速增加。当喷雾距离为 10、20、30、40 和 50mm、喷嘴内



径为 0.7mm 时，喷雾覆盖直径分别为 9.2、9.2、10.4、11.5 和 18.8mm。根据 Abdulrazzaq
等人[24,35]的结果，喷雾覆盖直径随着喷雾距离的增加而增大，有利于强化传热。但是液

滴的持续蒸发和空气对液滴的阻力作用导致液滴质量（见图 5c）动量在飞行过程中产生

较大损失，从而导致大喷雾距离下的传热恶化。

如图 8 所示，不同操作参数下的喷雾热效率（η）均小于 16.2%。在 Za=20mm 处，

不同孔径（0.5mm 和 0.7mm）的喷雾覆盖直径差值较小，但不同孔径的流量差值较大。

尽管时均换热量较小，但由较小孔径喷嘴（Dn=0.5mm）产生的较低流量导致制冷剂在热

表面上的积聚和飞溅减少，从而促进了相变换热并提高了 η。对于低初始表面温度

T0=40C，0.5mm 孔径的喷嘴表现出较高的冷却效率。由于膜态沸腾，基底表面初始温

度（T0）越高，喷雾热效率（η）越低。随着 Δt 的增加，更多的液体积聚在热表面上，

随着表面温度降低，残余液体以薄膜和溪流的形式流走。这意味着大量液体未参与换热，

从而导致 Δt 较大时冷却效率低下。因此，当 T0为 40C 时，应使用较短喷雾时间和较小

孔径喷嘴，有望获得更佳冷却性能。同样，对于 T0=70C，也可得到相同的结论。
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图 8 不同操作参数下的喷雾热效率

4 结论

本文精心设计和搭建了开式脉冲闪蒸喷雾冷却系统，用于研究高功率半导体激光器

在 R32 单脉冲闪蒸喷雾冷却下的瞬态热响应。研究结果如下，

1）闪蒸喷雾冲击条件下的动态低温冷却过程也遵循经典的传热规律，即沸腾曲线。

传热过程可分为膜态沸腾阶段、过渡沸腾阶段、核态沸腾阶段和单相液体冷却四个典型

阶段。

2）采用短喷雾距离（Z=10mm）时的喷雾产生最快的温度下降和最大的热流密度峰

值。尽管较大喷雾距离产生较大的喷雾覆盖直径，但随着喷雾距离的增大，液滴动量和

质量的大量损失是冷却效果迅速下降的原因。将 Z 从 50mm 缩短到 10mm 不仅使最大表

面热流密度从 19.6W/cm2增加到 73.6W/cm2，而且拓宽了高热流密度温区。

3）孔径较大（Dn=0.7mm）的喷嘴产生较大的温降和较高的冷却速率，主要是由于

大直径喷嘴的流量较大。尽管具有较小孔口直径的喷嘴(Dn=0.5mm)的时均热流密度较



低，但较低的流量使得制冷剂在热表面上的积聚和飞溅较少，从而促进了相变传热、提

高了喷雾热效率。
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摘要：研究了 R410A 在光滑管和三维凹坑管管外环形区域流动沸腾换热特性和流型变化。探究了质量

流速（100-200 kg/m2s）、平均干度（0.2-0.8）和流型变化对换热的影响。在本研究中的工况条件下，凹

坑管的流动沸腾换热系数和摩擦压降比光滑管高 35%-49%和 5%-10%；低流速条件下干度变化对换热

系数影响较小；在高流速条件下，随干度增加换热系数先增大后减小；与光滑管相比，凹坑结构有利

于弹状流的产生但不利于环形流的产生。

关键词：凹坑管；环形区域；流动沸腾；换热系数；流型

0 前言

将传热管进行表面结构处理，是达到强化传热效果的最简单可靠的方法之一，是提

高换热器换热效率的有效措施，被广泛应用于制冷、空调和能源等行业。

近几十年来具有螺纹，翅片等表面结构的二维强化换热管的两相换热性能已经被众

多学者进行了广泛的研究[1-5]。近十几年来，三维强化管也开始被众多学者关注。Kukulka
等[6-8]设计了具有交错凹痕和花瓣阵列的三维增强管（即 EHT 系列管），发现其具有较好

的两相传热性能，其强化传热的机理主要是增加传热面积和增强湍流程度，促进二次流

的产生以及破坏边界层。Li 等和 Ma 等[9-10]研究了 1EHT 管（大圆坑与小圆坑交错排列

结构）和 3EHT 管（矩形空腔结构）管内的流动沸腾传热特性，发现强化管的换热系数

比光滑管高 40%，更小的管径和更低的饱和温度对换热有积极影响，凹坑深度与液膜厚

度的比值对换热性能有较大影响。Dong 等[11]研究了流速和干度对 CEHT 管（翅片阵列）

和 LEHT 管（凹坑阵列）管外环形区域两相传热特性的影响，CEHT 管和 LEHT 管分别

表现出最佳的冷凝和流动沸腾换热特性。Sun 等[12]研究了 1EHT 管和人字纹管的管外流

动沸腾传热性能，发现管外的换热系数明显高于管内，管外环形区域间距减小时更容易

发生传热恶化。Li 等[13]研究了人字纹管、凹坑管和人字纹和凹坑人字纹复合表面管的管

外两相传热特性。结果表明，人字纹管适用于冷凝传热，凹坑管适合流动沸腾传热，复

合表面管结合了两种结构的优点，表现出最高的换热系数。

制冷剂流型的转变对换热管的性能有较大影响，促进流型的转变是强化管产生较高

换热系数的原因之一。Yu[14]和 spindler[15]等实验研究了微翅片管管内的流动沸腾换热流

型和传热特性。发现微翅片结构可以诱导更多的润湿部分从而促进环形流动，与光滑管

相比，微翅片管中的流型转变发生在流速和干度较低的工况下。Sharar 等[16]研究发现，
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与光滑管相比，内螺纹管在更低流速条件下流型由分层流向环形流转变导致在低流速条

件下内螺纹管的强化换热效果更明显。Mashouf[17]也发现与光滑管相比，螺旋凹坑管内

制冷剂的流型会在更低的干度条件下从间歇流转变为环形流。

综上所述，不同表面结构强化管的流动沸腾换热性能已经被广泛研究，但是管外环

形区域的流动沸腾换热研究相对较少；其次管外环形区域两相换热相较管内更加复杂，

目前缺少管外环形区域的可视化研究。本研究对光滑管和凹坑管进行了管外环形区域流

动沸腾换热实验，并进行了可视化研究，探究了质量流速和干度变化对换热的影响，通

过制冷剂流型的变化更直观的分析其换热机理，对强化管在未来的开发和应用具有一定

的指导意义。

1 实验部分

1.1 实验台

图 1 为实验台的系统流程图，实验台由制冷剂循环和水循环组成。制冷剂循环为实

验台的主循环，制冷剂在齿轮泵的驱动下经科式流量计流入预热器中与水进行换热，达

到实验所需要的工况条件后进入实验段。实验段是一个长度为 2 m 的水平套管式逆流换

热器，水在实验管内部流动，制冷剂在套管和实验管中间的环形区域内流动，套管内径

为 13.6 mm。制冷剂在实验段中与水进行换热后流入冷凝器，在冷凝器中被全部冷却为

液态流入储液罐中进而完成一个循环。

图1 实验台系统流程图

Fig.1 Flow diagram of the test bench system

1.2 研究对象

本研究使用的强化管为铜材质的凹坑管，其实物图与外表面轮廓图见图 2。凹坑管

管径为 9.52 mm，管壁厚度为 0.6 mm，管长 2 m。凹坑管为三维强化管，其外表面主要

由两部分组成：大的圆形凹坑和花瓣形状小凹坑的背景阵列。其内表面则为大的圆形凸

起和小的花瓣形状凸起结构。大圆形凹坑沿换热管圆周分布为 3 排，坑深 1.2 mm，坑直

径 6 mm，坑间距 4 mm；小凹坑坑深 0.17 mm，坑直径 1.35 mm。为了更好的评价强化

管换热性能，选用与强化管同等管径、壁厚和材质的光滑管进行对比。



图2 凹坑管的实物图和外表面轮廓图

Fig.2 Physical drawing and outer surface profile of the dimple tube

1.3 实验工况

选用 R410A 作为制冷剂，在饱和温度为 283 K 的条件下对凹坑管和光滑管进行管外

环形区域流动沸腾换热实验。在变质量流速工况下，进出口干度分别为 0.2 和 0.8，质量

流速的范围是 100-200 kg/m2s，热流密度的范围是 8.5-35.8 kW/m2，使用高速摄像机对实

验段出口处的制冷剂流型进行拍摄。在变平均干度工况下，质量流速分别控制在 100、
150 和 200 kg/m2s，进出口干度变化控制在 0.2，平均干度（定义为进出口干度的平均值）

变化范围是 0.2-0.8。三种质量流速下，热流密度的范围分别是 5.8-6.1 kW/m2、8.7-9.4
kW/m2和 11.8-12.5 kW/m2。实验段的出口干度分别为 0.1、0.2……0.9 时对制冷剂流型进

行拍摄。

2 数据处理

本研究的重点是管外制冷剂侧的换热系数 href，计算公式为：
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其中 LMTD 为对数平均温差；Ai和 Ao为管内外侧的表面积；di和 do分别为实验管

的内径和外径；k 为铜的导热系数；hw 为水侧换热系数，根据 Gnielinski 公式[18]和威尔

逊图解法[19]得到。实验参数误差的计算方法采用基于误差传递理论的 Moffat[20]方法，表

1 为本实验中主要参数误差值的统计结果。干度，换热系数，摩擦压降，不确定度，重

复性实验和可靠性分析等结果和详细计算过程参照本课题组之前发表的文章[13]。

表 1 参数的误差统计

Table 1 Error statistics for parameters

参数 误差值

质量流速/(kg/(m2s)) ± 0.72%
热流密度(kW/m2) ± 2.45%
干度 ± 4.29%
换热系数(kW/m2K) ± 10.97%
摩擦压降(kPa/m) ± 3.91%



3 结果与讨论

3.1 可靠性验证

以光滑管作为研究对象在饱和温度为 311 K 的条件下进行变质量流速的单相换热实

验。使用 Gnielinski[18]关联式对其 Nu 数进行预测，结果见图 3。测量值和预测值之间的

偏差在-6%至+8%之间，说明实验系统是可靠的。

图3 单相实验验证

Fig. 3 Single-phase experimental verification

3.2 质量流速对换热特性的影响

换热系数与摩擦压降随质量流速的变化如图 4 所示，实验段出口处的流型图如图 5
所示。如图 4 所示，流动沸腾换热系数和摩擦压降随质量流速的增加而增加。原因为随

着流速的增加，换热量和汽化核心数量增加增强了核态沸腾的剧烈程度；更高的流速使

气泡更加及时的脱离换热表面并且促进气液两相流体的混合，增强了扰动；增加了气液

两相之间，液态制冷剂与管壁之间的剪切作用，减小了液膜厚度，降低了传热热阻同时

也增加了流动阻力。

（a） （b）

图4 不同质量流速下的流动沸腾换热性能：（a）换热系数和（b）摩擦压降

Fig.4 Flow boiling heat transfer performance at different mass fluxes: (a) heat transfer coefficient and (b)

frictional pressure drop



如图 4 所示，凹坑管的换热系数和摩擦压降分别比光滑管高大约 35%-49%和

5%-10%。如图 5 所示，与光滑管相比，在凹坑管管外环形区域内流动的制冷剂中掺杂

了更多的气泡，且流体湍流程度更大。凹坑管具有更大的传热表面积，并且由于凹坑结

构的存在有利于产生更多汽化核心，有利于气泡的生长和脱落；凹坑的存在有利于流体

的分离与混合，打破边界层，破坏液膜，促进二次流的产生，提高湍流程度，增强换热

的同时也增加了流动阻力；凹坑的存在对流体产生局部加速效果，增强了气液两相流体

之间、液相流体与管壁之间的剪切作用，促进气液两相的混合同时也增加了对流体的阻

碍作用；凹坑的存在也会使液膜在表面张力的作用下拉伸变薄，降低了传热热阻。多方

面共同影响使得凹坑管表现出高于光滑管的换热系数和摩擦压降。

103 kg/m2s, S-W 120 kg/m2s, S-W 142 kg/m2s, A

161 kg/m2s, A 181 kg/m2s, A 201 kg/m2s, A

（a）光滑管

102 kg/m2s, S-W 125 kg/m2s, S-W 141 kg/m2s, S-W

160 kg/m2s, S-W 180 kg/m2s, S-W 204 /m2s, A

（b）凹坑管

图5 不同质量流速下出口处的制冷剂流型

Fig.5 Refrigerant flow pattern at different mass fluxes at outlet

3.3 干度对换热特性的影响

换热系数与平均干度之间的关系如图 6 所示。图 7 为实验段出口处制冷剂流型图。

随着质量流速和干度的增加，观察到了分层流（Stratified Flow，简称 ST）、分层波状流

（Stratified-Wavy Flow，简称 S-W）、弹状流（Slug Flow，简称 SL）、间歇流（Intermittent
Flow，简称 I）和环形流（Annular Flow，简称 A）。

当质量流速为 100 kg/m2s 时，平均干度的变化对凹坑管和光滑管的换热系数影响较

小，换热系数随干度的升高缓慢降低。根据图 7 流型图可知，当质量流速为 100 kg/m2s
时，制冷剂流体的流型主要以分层流和分层波状流为主，液态制冷剂主要位于环形区域

的下方，气液两相流体之间有明显的分界面，流动状态比较稳定。随着干度的不断增加，

气态制冷剂逐渐增加，导致干涸的区域不断增加，换热系数下降。凹坑管和光滑管管外

制冷剂的流型没有明显差异，但是由于凹坑管表面容易产生更多的汽化核心，所以观察



到凹坑管管外制冷剂的流型中气泡数量明显多于光滑管。

当质量流速为 150 kg/m2s 时，随着干度的增加凹坑管管外制冷剂的流型依次是弹状

流和分层波状流，光滑管管外依次是分层流，分层波状流，间歇流和环形流。在低干度

（x<0.4）条件下，凹坑管由于表面结构的存在，液态制冷剂更容易受到表面张力的作用

沿着换热管的周向运动爬升到换热管的顶部，这有效地减少的气态制冷剂与管壁直接接

触的面积；其次凹坑的存在为流动沸腾过程提供了大量的汽化核心，这有利于弹状流的

产生；与凹坑管相比，光滑管管外制冷剂流型主要以弹状流/分层波状流为主，流动相对

稳定且湍流程度较低。在高干度（x>0.4）条件下，光滑管管外制冷剂流型经间歇流转变

为环形流，凹坑管管外流型转变为分层波状流。高干度条件下，液态制冷剂占比较少，

凹坑结构虽然可以诱导更多的湿润部分，但会对制冷剂产生沿周向运动方向上的阻力，

所以凹坑结构不利于环形流的产生。

当质量流速为 200 kg/m2s 时，光滑管和凹坑管管外制冷剂的流型变化基本相同，在

低干度条件下，随着干度的增加凹坑管和光滑管管外制冷剂的流型依次是弹状流、间歇

流和环形流，换热系数不断增加。在高干度条件下，制冷剂流型主要以环形流为主，由

于凹坑结构会对制冷剂在周向上的运动产生阻碍作用，凹坑管管外制冷剂流型虽然是环

形流，但是玻璃管上方液膜较薄，液态制冷剂主要集中在环形区域下方（该流型属于环

形流中的半环形流）；与凹坑管不同，光滑管管外侧的环形流的上下液膜厚度基本相等。

（a） （b）

图 6 不同质量流速下换热系数与平均干度的关系：（a）光滑管和（b）凹坑管

Fig.6 Flow boiling heat transfer coefficient versus average vapor quality for different mass fluxes: (a)

smooth tube and (b) dimple tube

当质量流速为 150 和 200 kg/m2s 时，换热系数随着平均干度的升高先增大后减小，

这在光滑管上尤为明显。根据图 6（a）所示，当 x<0.5 时，换热系数随着平均干度增加

而增加，当 x>0.5 时，换热系数随着平均干度的增加而减小，当 x=0.5 时换热曲线出现

顶点。平均干度为 0.5 时即出口干度为 0.6 时，根据图 7（a）光滑管管外流型可知，该

干度条件下为环形流。与管内流动沸腾换热不同，前人[14,15]研究管内流动沸腾换热时发

现，环形流的出现有利于润湿管内的换热表面，减少干涸区域面积，产生更多的汽化核

心，制冷剂转变为环形流后会表现出更高的换热系数；在管外流动沸腾换热实验中，随

着平均干度不断增加，制冷剂流型转变为环形流后，换热系数开始呈现下降趋势。原因



为在管外流动沸腾换热实验中，当制冷剂流型转变为环形流时，制冷剂液膜会均匀的覆

盖在套管表面，这反而会减少换热管表面润湿的面积，所以换热曲线呈现下降趋势。当

凹坑管管外制冷剂流型为环形流时，换热系数没有出现明显的下降趋势，原因为该流型

属于环形流中的半环型流，受重力作用制冷剂主要位于套管的底部，并且对换热管底部

产生较好的润湿作用，此外凹坑结构有利于液膜保留在凹坑底部，进一步增加了润湿的

面积。当质量流速为 150 和 200 kg/m2s，xave>0.75 时，凹坑管的换热系数会急剧降低，

原因为干度较高时容易出现干涸现象造成传热恶化。
100 kg/m2s 150 kg/m2s 200 kg/m2s

x=0.1

ST ST SL

x=0.2

ST S-W SL

x=0.3

ST S-W SL

x=0.4

S-W I I

x=0.5

S-W I I

x=0.6

S-W A A

x=0.7

S-W A A

x=0.8

S-W A A

x=0.9

S-W A A

（a）光滑管



100 kg/m2s 150 kg/m2s 200 kg/m2s

x=0.1

ST SL SL

x=0.2

ST SL SL

x=0.3

ST SL SL

x=0.4

ST SL I

x=0.5

S-W S-W I

x=0.6
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（b）凹坑管

图 7 不同干度和质量流速条件下的流型：（a）光滑管和（b）凹坑管

Fig.7 Flow patterns at different vapor quality and mass fluxes: (a) smooth tube and (b) dimple tube

图 8 为凹坑管和光滑管的流型图总结，对不同的流型进行了的区分。与光滑管相比，

在低干度条件下，凹坑结构有利于弹状流的产生，凹坑管管外侧制冷剂的流型会在更低

的质量流速条件下转变为弹状流；在高干度条件下，凹坑结构不利于环形流的产生，凹

坑管管外侧制冷剂的流型在更高的质量流速条件下转变为环形流。凹坑管强化传热的机

理主要是增加汽化核心和增强流体湍流程度，减小干涸区域面积。



（a） （b）

图 8（a）光滑管和（b）凹坑管的流动沸腾换热流型图

Fig.8 Flow boiling heat transfer flow pattern for (a) smooth and (b) dimple tube

4 结 论

研究了 R410A 在光滑管和凹坑管管外环形区域流动沸腾换热特性，探究了质量流速

（100-200 kg/m2s）与干度（0.2-0.8）变化对换热特性的影响，主要结论有：

（1）换热系数和摩擦压降随质量流速的增加而增加。凹坑管的换热系数和摩擦压

降分别比光滑管高 35%-49%和 5%-10%（质量流速：100-200 kg/m2s；干度：0.2-0.8）。
凹坑结构有利于产生更多汽化核心；促进流体的分离与混合，提高湍流程度；有利于产

生局部加速效果，增强剪切作用；有利于减薄液膜降低热阻。

（2） G=100 kg/m2s 时，流动较稳定，干度变化对换热系数影响较小。G=150/200
kg/m2s 时，换热系数随干度的增加先增加后减小。与管内流动沸腾实验不同，管外流动

沸腾实验时，当流型转变为环形流时随干度升高换热系数下降。

（3）低干度条件下，凹坑管会在更低的质量流速条件下转变为弹状流；在高干度

条件下，凹坑管会在更高的质量流速条件下转变为环形流。凹坑结构会对流体沿换热管

周向运动产生阻力，不利于环形流的产生。
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摘要：以六水氯化钙(CaCl2·6H2O)为相变材料、碳纳米管(CNT)为载体，利用液气相变的散热机理，制

备了用于高倍率锂离子电池热管理的 CaCl2·6H2O/CNT 相变散热薄膜，利用 Bernardi 电池产热模型与

Murru 液气两相流干燥模型进行数值模拟。研究了环境相对湿度对散热膜散热效果的影响；并通过改变

CaCl2/CNT 的质量制备不同厚度的散热膜，通过实验探究散热膜厚度对电池散热效果的影响。由于碳纳

米管优异的传热性能与水蒸发高相变潜热的结合，散热薄膜可使 15C 放电倍率下的电池最高降低

17.4 °C。

关键词：电池热管理；相变材料；碳纳米管；液气相变

0 前言

在环境污染和能源危机的紧迫挑战下，碳中和是全球各国需要完成的紧迫任务[1]。

新能源电动汽车为解决化石能源依赖、减少环境污染和降低能耗提供了解决方案[2, 3]。作

为新能源汽车动力源的最佳选择之一，锂离子电池具备高稳定性、高能量密度和长循环

寿命等优势[4-6]。电池充放电过程中复杂的电化学反应伴随着热量的产生，尤其是动力电

池在高功率输出时产生大量焦耳热。温度严重影响锂离子电池的性能，在高温下(大于

45 °C)电池会依次发生 SEI(Solid Electrolyte Interface 固体电解质界面膜)膜分解、隔膜融

化、电解液分解、负极与电解液反应、正极分解等副反应，导致容量与寿命的衰减[7, 8]。

当温度超过临界值(150 °C)，电池可能发生热失控，引发火灾和爆炸等危险事故。因此，

随着对高倍率充放电锂离子电池需求的增加，开发高效的电池热管理方法具有重要的研

究和应用价值。

近年来，电池热管理主要采用两种方法：主动散热和被动散热。主动散热方式中，

强制风冷系统受限于空气的低热导率(0.023 W m-1 K-1)和低比热容(1.003 kJ kg-1 K-1)，散

热能力有限。此外，需要风机提高空气流速，存在二次能量消耗和成本较高的问题，无

法满足电池高功率运行时的冷却需求[9]。液冷系统虽然可以通过选择适当的冷却介质、

提高冷却液流速和增加流道数量等方式提高散热效果，但仍面临占用空间大、冷却液易

泄露和二次能源消耗的问题[10]。

被动散热系统通过使用翅片散热器或微结构等方式增加与空气的接触面积，以增强

自然对流换热，但无法满足电池高倍率充放电的散热需求。相较传统的热管理方式，相

变材料(PCM)利用材料的相变潜热来储存能量。然而，目前常见的固-液相变材料如石蜡



基复合材料在电池热管理领域应用与发展受到相变焓低(180~230 kJ kg-1)和相变后熔融

液体易泄露等问题的限制。

与固-液相变相比，水的液-气相变具有更高的潜热(2260 kJ kg-1)，意味着在相同质量

条件下，能吸收/释放更多的热量。因此，液-气相变在研究中逐渐成为关注的焦点。例如，

Liu[11]等人通过湿度控制的相分离制备了多孔纤维，使用聚丙烯腈(PAN)作为基质，MIL-
101(Cr)作为吸附剂，成功降低便携式存储设备电池的温度 7.3 °C。Li[12]等人使用 PAM 水

凝胶作为框架，将碳纳米管(CNT)嵌入交联的 PAM 中以提高导热性能，同时利用吸湿盐

CaCl2 吸附空气中的水分，将光伏电池板的温度降低 10 °C。Pu[13]等人制备了聚 N-异丙

基丙烯酰胺(PNIPA)水凝胶，并加入 LiBr 吸收空气中的水分，实现水凝胶的再生，在 2.2C
放电倍率下将手机电池温度降低 20 °C。Zeng[14]等人在具有大表面的铝散热器上涂覆

PAM 水凝胶，成功降低 CPU 在高负荷时段的温度 15 °C。
为了满足高倍率锂离子动力电池的热管理需求，本文通过使用吸水材料氯化钙吸收

空气环境中的水分子并将水分子锁定在三维孔隙结构(SACNT)中，并将其贴附于电池表

面。当温度升高时，水分子蒸发，将热量散失到环境中；当电池待机时，吸湿材料自发

地从外界环境吸收水分子，以此循环使用的热管理方式对电池进行散热。利用碳纳米管

优异的传热性能与水蒸发高相变潜热的结合，散热薄膜可使 15C 放电倍率下的电池最高

降低 17.4 °C，并且利用 Bernardi 电池产热模型与 Murru 干燥模型进行数值模拟与实验验

证。

1 数值方法

1.1 相变机理

结晶水合盐是无机盐与水的化合物，结晶水以化学键的方式与物质的内部结构相结

合，结晶水只有在受热时才能脱出。水和盐类相变材料通常通过失去或得到结晶水的形

式发生相变，其相变机理可由式（1）表示：

ܥ ܥܽ ଶ݈ + ݊ · ଶܱܪ
加热或冷却
ር⎯⎯⎯⎯⎯ሮ ܥ ܥܽ ଶ݈ · ଶܱܪ݊ （1）

n 与温度相关，当温度大于熔点时，结晶水合盐吸热熔化脱出全部结晶水，脱水后

的盐溶解在脱出的结晶水中，水合盐从固态变为液态，完成储热过程；当温度小于熔点

时，脱水后的盐与脱出的水受冷重新结合生成结晶水合盐，水合盐从液态回到固态，完

成放热过程。

1.2 几何模型

采用型号为 18650 型圆柱型锂离子电池，锂离子电池的规格参数如表 1 所示，如图

1 所示，相变散热膜贴附于电池表面，相变散热膜的厚度为 0.3~1.2 mm，高度与锂离子

电池相等,实验与仿真的温度测试点如图 1 所示为靠近正极 1 cm 处。相变散热膜由

SACNT/CaCl2制成，基本参数如表 2 所示。在充放电测试中使用高倍率电池充放电测试

仪(CT-4008-5V50A-NTA)进行充放电测试，用 NTC 热敏电阻贴附与电池正极端测试温度，

环境温度和不同的相对湿度由恒温恒湿箱控制，整个实验系统放置于 25 °C 环境中，电



池充放电工况参数如表 3 所示。采用 COMSOL Multiphysics 5.6 多物理场耦合仿真软件

对电池进行数值模拟。

表 1 锂离子电池的规格参数

参数 数值

容量/Ah 2
电池直径/mm 18
电池高度/mm 65
电池重量/g 46.5
标称电压/V 3.2

放电截止电压/V 2.5
内阻/mΩ ≤18

径向导热系数/W m-1 K-1 0.98
轴向导热系数/W m-1 K-1 3.21

密度/kg m-3 25.3
比热容/ J kg-1 K-1 1375

表面自然对流系数/W m-2 K-1 9.5
正极材料 三元 612
负极材料 石墨

电池型号 18650-2000 mAh

表 2 相变散热膜基本参数

参数 数值

厚度/mm 0.3-1.2
导热系数/ W m-1 K-1 0.2-1.4

相变潜热/J g-1 230
表面发射率 0.97

表面自然对流系数/W m-2 K-1 10.7

图 1 电池模型



表 3 实验研究工况

模式 参数

放电 恒流放电 截止电压：2.5 V

充电 恒流恒压充电
截止电压：2.5 V
截止电流：0.1 A

1.3 电池生热模型

在对电池组进行数值分析之前，要计算出电池的产热功率。目前，使用最为广泛的

电池生热公式 Bernardi 公式，该公式能够较好地模拟电池在实际情况下的产热速率，并

且与实验所得的结果最为接近。所以本研究采用电池生热模型公式中的 Bernardi[15]公式

来计算电池的产热，其计算式为：

=ݍ
ଵ

್
ቂ(ܫଶܴ) + ܫܶ

ௗாబ

ௗ்
ቃ （2）

式中，ݍ(W/m3)为电池的生热速率；ܫ为电流，A(1 C 对应 2 A，2 C 对应 4 A，以此

类推)；ܸ (m3)为电池的体积；ܶ (°C)为电池的初始温度；ܴ (mΩ)为电池的内阻(取 18 mΩ)，

ௗாబ

ௗ்
(0.4 mV/K)代表电池发生电化学反应的熵系数。根据电池的生热公式并结合表 1 所给

的电池体积参数，可以计算出电池在 1C、10C、15C 放电倍率下的电池生热速率，结果

如表 4 所示。

表 4 不同放电倍率下锂离子电池的生热速率

放电倍率/C 1 10 15
生热率/W m-3 18773.3 579499.3 1195720.6

单体电池电极活性材料螺旋缠绕形成柱状，因此，传热模型中的导热系数为各向异

性，沿电池片方向（圆柱长度方向）的导热系数比电池片法向（径向）的高，电池各个

方向的导热系数计算式为：

在径向方向，导热系数 ݇ ,்的根据以下公式计算：

்݇, =
∑

∑/,
（3）

其中，ܮ是单电池不同层的厚度，݇ ,்是构成这些层的材料的导热系数。

圆柱长度方向的导热系数்݇,的计算依据为：

்݇, =
∑,

∑
（4）

同样地，活性电池材料的密度ߩ௧௧和热容ܥఘ,௧௧的计算依据为：

r
௧௧

=
∑r
∑

（5）



=r,ୠୟ୲୲ܥ
∑,

∑
（6）

根据能量守恒，冷却系统的平衡方程为：

∑݉ ܥ
ௗ்

ௗ௧
= )ߘ (ܶߘ݇ + ܳ − )ℎܣ ௦ܶ− ܶ)− )ߝߪܣ ௦ܶ

ସ− ܶ
ସ)− ℎߙ （7）

方程左侧第一项表示整个系统的能量变化，݉ 、ܥ、 ܶ分别表示冷却系统每部分的

质量、比热容、温度。方程右侧第一项表示热传导项，第二项表示电池自身产生的热量，

第三、第四和第五项分别表示自然对流、辐射散热和液相蒸发所吸收的热量。ܣ、ܶ ௦、ܶ 、

ℎ、ߝ和ߪ分别是样品与空气接触的表面积，样品的表面温度，环境温度，对流系数，样

品表面的发射率，和 Stefan–Boltzmann 常数。ߙ和ℎ表示液相质量和蒸发焓。

1.4 PCM 模型

当电池产生的热量通过热传导传递到散热膜后，液态水蒸发生液气相变吸收热量，

散热膜表明通过自然对流与热辐射散热，整个系统顶部处于恒定的空间蒸汽压下，散热

膜中存在固、液、气三相，因此 PCM 模型采用 Murru[16]干燥模型。

液相质量平衡方程：

డఏಽ

డ௧
= −(ߠߘܦ)ߘ

 ಽಸ

ఘಽ
（8）

式中，ߠ是液相体积分数，ܶ(°C)是温度，ݐ(s)是时间，ܦ(m2 s-1)是液相扩散系数，

(Wܭ m-1 K-1)为散热膜的有效热导率，ߩ(kg m-3)为液相密度，݉ ீ (kg m-3 s-1)则为局部

蒸发率，方程右侧第二项表示液相蒸发时损失的体积分数。

液相的蒸发速率与散热膜的平衡蒸汽压与顶部空间蒸汽压的压差有关，当液相体积

分数小于零或散热膜的局部蒸汽压小于顶部空间蒸汽压时（不存在蒸发的驱动力），蒸发

计算停止。

݉ ீ = ൞

ೡೌఘಽ(∗ିಸ)

ಸ
݂݅ ߠ > 0

0 ݂݅ ∗ ≤ ீ
0 ݂݅ ∗ ≤ ீ

（9）

式中 ௩݇(s -1)是蒸发速率常数， ீ (Pa)是复合散热膜的局部蒸汽压，∗(T)
是与该温度下的饱和蒸汽压。蒸汽压与温度呈正相关，∗(T)可以由 Antoine 方

程来估计。

݈݃ ଵ
∗ = −ܣ



ା்
（10）

常数 A、B 和 C 与液相有关，本模型中液相为水，所以式中 A=18.3036、
B=3816.44K、C=-46.13K。散热膜由固相（碳纳米管、氯化钙）、液相（氯化

钙水溶液）、气相（固相间隙内的空气）组成，因此散热膜必须考虑三相的属

性，散热膜的有效热容与有效热导计算如下：

ܥߩ = ,ܥߩߠ + ,ௌܥௌߩௌߠ + ߠீ ߩீ ீ,ܥ （11）



ߣ = ௗ௬ߣ +
ఏಽ

ଵିఏೄ
൫ߣ௪௧− ௗ௬൯ߣ （12）

其中ߩ和ܥ分别是各相的密度和比热容，ߠ、ߠௌ、 ߠீ 分别表示散热膜中液

相、固相、气相的体积分数。ߣ、ߣௗ௬、ߣ௪௧分别表示散热膜有效热导率、完

全干燥后热导率、干燥前热导率。当散热膜中液相相变时，液相会蒸发并由

固相间的的气相代替，三相之和应为 1，所以三相体积分数必须满足：

ߠ + ௌߠ + ߠீ = 1 （13）
2 结果与讨论

为了验证仿真结果的准确性和可靠性，进行了实验验证，将仿真结果与实验结果进

行对比。

2.1 采用空气自然对流散热的单体锂离子电池

图 2 显示了锂离子电池在不含 PCM 散热膜、仅采用空气自然对流散热时，对两个

单体锂离子电池进行 10 C 和 15 C 恒流放电后搁置 30 min 的工步设置，通过 K 型热电偶

记录如图 1 所示电池表面温度测试点的数据。从图中可以看出，在 10 C 放电倍率下，

锂离子电池的表面最高温度达到 63.5 °C，在15 C放电倍率下电池表面温度可达82.3 °C，
超过了该电池 75 °C 的安全温度，这将严重衰减锂离子电池的容量。因此有必要对电池

组进行相应的热管理措施，将电池的温度控制在适宜温度范围内。

(a)裸电池 10 C 恒流放电；

(b)裸电池 15 C 恒流放电

图 2 裸电池 10 C 和 15 C 恒流放电期间实验测试与数值模拟温度



图 3 裸电池 10 C 恒流放电温度分布云图

2.2 带有 PCM 的单体锂离子电池

图4 展示的为带有散热膜的单体锂离子电池在环境温度为25 °C、相对湿度RH=65%
的环境下，被散热膜包裹时电池表面温度的实验测试数据与数值模拟结果。从图 5 中可

以看出，在 10 C 放电倍率下，带 PCM 锂离子的温升速率与不带 PCM 电池组的温升速

率相比明显降低。并且单体电池的最高温度在 10 C 和 15 C 放电倍率下均有下降。如表

5 所示在 10 C 恒流放电期间，散热膜将电池温度从 63.5 °C 降到 52 °C，最大温差 11.2 °C，
在 15C 恒流放电期间将电池温度从 82.3 °C 降到 68 °C，加有相变散热膜后电池温度始终

在 75 °C 下，PCM 散热膜可以将电池在 15 C 放电倍率下温度始终维持在安全范围内，

提高电池循环性能，延长使用寿命。

(a)带有 PCM 电池 10 C 恒流放电；



(b) 带有 PCM 裸电池 15 C 恒流放电;

图 4 带有 PCM 电池 10 C 和 15 C 恒流放电期间实验测试与数值模拟温度

图 5 带有 PCM 电池 10 C 恒流放电温度分布云图

表 5 加膜与不加膜电池表面最高温度

放电倍率/C 10 15
裸电池表面温度/°C 63.5 82.3

贴有散热膜电池表面温度/°C 52 68
最大温降/°C 11.2 17.4



(a)10 C 温差;

(b)15 C 温差;
图 6 裸电池与带有 PCM 的电池放电期间的温差

2.3 环境湿度对散热性能影响

图 7 和图 8 为带有散热膜的单体电池模型在相对湿度为 35%、45%、55%和 65%下

的以 10 C 恒流放电期间温度分布图以及电池表面最高温度随时间变化的曲线图，表 6 为

不同湿度下散热膜的吸湿量，表明散热膜的吸水能力随湿度的增加而增加，从图 7 中可

以看出，环境湿度越高时由于初始含水量增加，电池放电过程中水蒸发量增加导致温度

降低，表明在更潮湿的环境中获得更优异的热管理性能。但是由于水蒸发速率会受到温

度和环境湿度共同影响，当空气中水蒸气浓度接近饱和时，蒸发速率会减慢，所以实验

中最高在 65%湿度下进行。

表 6 散热膜在不同湿度下的吸水能力

相对湿度 35 45 55 65
吸水能力/g g-1 0.5 0.6 0.8 1.2
饱和吸水量/g 0.73 0.91 1.18 1.55



图 7 不同湿度下电池 10 C 放电期间最高温度

图 8 不同湿度电池放电结束时温度分布云图

2.4 厚度对散热性能影响

如表 7 所示制备了 0.3 mm~1.2 mm 厚度的散热膜，当 SACNT 质量从 100 mg 增加

至 800 mg 时，最大承载氯化钙质量从 0.2 g 增加至 1.2 g。如图 9 所示通过实验测试了散

热膜不同厚度的散热性能 0.3 mm、0.5 mm 和 0.8 mm 厚度的散热膜在电池放电结束时最

高温度分别达到了 58 °C、55 °C 和 52 °C，而 1.2 mm 厚度的散热膜在电池放电结束时最

高温度达到 60 °C，0.8 mm 厚度的散热膜效果最优。如图 10 所示测试了不同厚度散热膜

12 h 的吸水量以及贴附于电池以 10 C 恒流放电后水解析的质量，0.3 mm、0.5 mm 和 0.8
mm 厚度的散热膜在 12h 的吸水量分别为 0.4 g、0.6 g、0.9 g，但当散热膜厚度为 1.2 mm
时，吸水量减少导致散热效果差。



图 9 不同散热膜厚度实验测试温度

图 10 不同散热膜厚度的水吸收量与解析量

表 7 不同厚度散热膜承载氯化钙质量

散热膜厚度/mm 0.3 mm 0.5 mm 0.8 mm 1.2 mm
SACNT 质量/mg 100 300 500 800
氯化钙质量/g 0.2 0.3 0.8 1.2

3 结论

本文以高倍率圆柱形 18650 锂离子电池为研究对象，利用液气相变的相变散热膜包

裹电池来实现冷却电池，通过实验与数值模拟验证了电池以 10 C 和 15 C 放电倍率下的

产热与散热膜的散热效果，得到的主要结论如下：

1) 电池温度与放电倍率成正比，在 10 C 放电倍率下，锂离子电池的表面最高温度



达到 63.5 °C，在 15 C 放电倍率下电池表面温度可达 82.3 °C，超过了该电池 75 °C 的安

全温度。

2) 实验与仿真结果表明，环境湿度会影响散热膜的冷却效果，由于湿度增加使散热

膜吸水量增加，当电池产生热量会有更多的水分蒸发来吸收热量，当环境温度为 25 °C、
相对湿度为 65%时，电池在 10 C恒流放电期间，散热膜将电池温度从 63.5 °C降到 52 °C，
最大温差 11.2 °C，在 15C 恒流放电期间将电池温度从 82.3 °C 降到 68 °C。

3) 实验结果表明散热膜厚度与最高承载氯化钙的质量成正比，当散热膜厚度从 0.3
mm 增加至 0.8 mm 时，氯化钙的质量从 0.2 g 增加至 0.8 g，但当厚度为 1.2 mm 时，整

体吸水速率降低导致散热性能变差，散热性能最优的厚度为 1.2 mm。
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摘要：本文对泵驱辅助两相回路热虹吸管的启动和传热性能开展了实验研究，并与传统回路热虹吸管进行比较。

结果表明：泵驱辅助能够实现回路热虹吸管的快速启动，并有效降低温度波动和避免蒸发段间歇烧干现象的出

现。在 2.4 W 泵功率和 550 W 加热功率下，回路热虹吸管的热阻为 0.153 K/W，对应的蒸发段换热系数为 2972.6

W/(m2∙K)；与无泵情况下相比，热阻降低了 17.7%，蒸发段换热系数则提高了 12.3%。然而，在泵功率较低（≤1.6 

W）和加热功率较高（≥350 W）时，泵驱辅助反而阻碍冷凝液的回流，导致蒸发段换热效果的下降。因此，

需根据蒸发段换热情况调整泵功率，以满足不同工况下的散热需求。

关键词：回路热虹吸管；泵驱动；启动；传热性能

0 前言

相变冷却技术因其高效的传热性能而被认为是一种解决高功率散热问题的有效方法，并成为

当前热管理技术的研究热点[1]。作为被动式相变冷却技术，回路热虹吸管可依靠内部工质的相变

循环实现较远距离的热量传递。结合回路热虹吸管结构简单、易于制作、设计灵活和传热效率高

等优点，近年来在电子器件散热[2,3]、太阳能热利用[4]和核反应堆冷却[5]等领域引起了广泛关注，

被认为具有良好的应用前景。

虽然传统回路热虹吸管在某些应用场合具有一定优势，但也存在一些明显的局限性。例如，

回路热虹吸管性能会受到安装空间、管道复杂度等参数的限制[6]。在微重力环境中，由于缺乏重

力辅助回流作用，回路热虹吸管将很难运行[7]。此外，回路热虹吸管内部也可能会出现如间歇沸

腾[8]、浮液[9]、蒸发段局部烧干[10]和底部漏热[11]等问题，从而降低系统的传热性能及可靠性，甚

至可能导致设备损坏。

为解决上述问题并拓展回路热虹吸管的应用范围，在现有回路热虹吸管设计基础上引入泵驱

作用，即泵驱辅助两相回路热虹吸管系统，由此可在少量功耗下通过增大工质循环流量来提高回

路热虹吸管系统的整体性能。Cao 等[9]基于整体可视化方法对回路热虹吸管中流动现象进行了研

究，并设想可通过泵驱辅助来消除间歇沸腾和浮液等不稳定现象。为了研究泵驱动对回路热虹吸

管性能的影响，Birajdar 等[12]通过改变泵驱动流量对回路热虹吸管进行实验研究。结果表明，随

着流量的增加，显热和潜热换热量均随之增大。Zhang 等[13]对泵驱动回路和自然回路下的分离式

热管开展了比较研究，发现对于回路设计不佳的分离式热管，引入泵作用可显著提高其传热性能，

且增强的主要原因来自于消除过热和过冷，而非增加对流换热。因此，泵驱辅助可以认为是提高

回路热虹吸管性能的有效措施。

目前，针对泵驱辅助回路热虹吸管的研究报道还较少，特别是不同加热功率下泵功率大小对



热管传热性能的影响规律尚不清楚。为此，本文开展了泵驱辅助的回路热虹吸管传热性能实验研

究，通过与无泵驱作用下回路热虹吸管的比较，指出低功率泵驱作用对提升回路热虹吸管启动和

传热性能方面的明显效果，对泵驱辅助两相回路热虹吸管的发展应用具有很好的参考价值。

1 实验装置

1.1 实验系统

本研究设计并搭建的泵驱动回路热虹吸管装置如图 1 所示，其中泵驱动回路热虹吸管主要由

蒸发段、蒸汽上升管、冷凝段、可视窗、储液罐、冷凝液回流管和磁力齿轮泵七个部分构成。热

管蒸发段和冷凝段所用材料为导热系数较高的紫铜管，其中冷凝段出口设有石英玻璃可视窗，以

便观测冷凝段出口的工质运动状态。为减少系统运行过程中的散热损失，其余管路均采用导热系

数较低的 316 不锈钢材料。储液罐布置在冷凝液回流管靠上位置，用于储存液体工质，确保泵进

口位置的工质始终为液相。磁力齿轮泵安装在回流管底部中间位置，为系统内工质的循环运动提

供动力。实验选用上海索富公司生产的磁力齿轮泵，型号为 51 系列—NP100，配备有 24 V-100 W

的屏蔽电机。磁力齿轮泵采用磁力耦合传递动力，具有高密封性，从而解决了工质泄漏问题。

(a) (b)
图 1 泵驱辅助回路热虹吸管的结构示意图 (a)和实物图 (b)

整个实验系统的构成如图 2 所示，主要由回路热虹吸管、加热单元、冷却单元、泵驱辅助单

元和数据采集单元五个部分组成。回路热虹吸管的蒸发段热量输入由弹簧加热线圈提供，在加热

圈外部则串联了交流稳压器（JONCHN SVC-Ⅱ）、调压器（DELIXI TDGC2-3kVA）和功率计

（GWINSTEK GPM-8212）。对于冷却单元，主要包括冷凝段、恒温水槽（DC-0510，上海衡平

仪表有限公司）、转子流量计（双环 LZB-10WB）和调节阀。为保证充足的冷却效果，冷凝段设

计成螺旋紫铜盘管，并将盘管置于柱形冷却腔内，采用 25 ℃恒温水浴对其冷却，冷水循环则采

用逆流方式，质量流量为 1.3 L/min。在泵系统中，磁力齿轮泵的输出功率可通过直流稳压电源

的功率显示功能获知。此外，将导热系数较低的陶瓷纤维隔热棉和防热辐射铝箔先后包裹在所有

金属管道表面上，以最大限度地减少散热损失。



图 2 实验系统示意图

为了获取回路热虹吸管的温度和压力数据，整个回路系统共布置了 19 个 T 型热电偶

（OMEGA, 精度± 0.2 ℃）以及两个压力传感器（STP-TC2，精度± 0.2%），如图 2 所示。其中，

蒸发段处的 4 个热电偶（T2-T5）被置于管内近壁面处，并用高温胶密封，从而能够直接测量管

内工质的温度；蒸发段位置的另外 6 个热电偶（T1和 T6-T10）采用锡焊方式焊接在紫铜管外壁面

上。冷凝段位置，T18和 T19 分别位于螺旋套管冷凝器的进、出口处，其余 8 个热电偶（T11-T17）

则布置在回路外壁面的不同位置。此外，两个压力传感器分别安排在蒸发段和冷凝段的出口位置。

实验过程中，所有温度和压力信号均由数据采集器（Agilent 34970A）采集并传输至电脑。

实验选用环保型制冷剂 R245fa 为工质，充液率范围为 60%-80%，实验环境温度保持在 20

± 1 ℃。实验过程中，回路热虹吸管始终处于竖直放置状态，通过调节加热功率和泵功率对其进

行测试研究。

1.2 数据处理

本实验研究主要通过计算回路热虹吸管热阻 R 和蒸发段换热系数 he 来评估其传热性能。其

中，热阻 R 的计算公式为：
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式中，Te和 Tc 分别为蒸发段外壁面和冷凝段进出口平均温度， outQ 为冷凝段被冷却水带走的热

量，分别表示如下：
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式中，m 和 cp 分别为冷却水流量和比热。对于蒸发段的换热系数 he，其计算公式为：

e
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式中，Qe 为蒸发段输入功率，Ae为蒸发段内壁面面积， Tei和 Tev分别为蒸发段内壁面和近内壁

面工质的平均温度，两者的计算公式如下：

5

ev i
2

/ 4



i

T T （6）

10

eo i
7

/ 4



i

T T （7）

Tei 可通过 Teo 计算得到，公式如下：
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式中，为紫铜的导热系数（取为 386.4 W/(m·K)）。蒸发段紫铜管内径 di 和外径 do分别为 10 mm

和 12 mm。

2 结果与分析

2.1 启动性能

回路热虹吸管的启动性能是评估其对热负荷敏感性和反应速率的重要指标。在外界热负荷作

用下，回路热虹吸管能够快速产生热响应并进入工作状态，对其实际应用具有重要意义。图 3

展现了充液率为 60%-80%时，无泵与加泵回路热虹吸管系统（简称无泵和加泵系统）在 50 W 加

热功率下的温度变化情况。对于加泵系统 (泵功率为 1.2 W), 在施加加热功率之前，泵一直处于

运行状态，驱动工质在回路内循环，直到各个测点的温度接近冷却水温 (25 ℃)。回路热虹吸管

启动时间定义为从施加功率开始到冷凝段入口温度 T13趋于稳定的时间跨度。在施加加热功率后，

如图 3 所示，无泵系统回路温度整体呈现先上升后下降的趋势，并进入准稳态运行阶段。相比之

下，加泵系统回路温度在经历短暂升高后，即进入准稳态运行阶段。

(a) (b)



(c) (d)

(e) (f)
图 3 不同充液率下，无泵/加泵回路热虹吸管启动温度变化情况

上述现象可以通过图 4 进行解释，该图展示了无泵/加泵系统启动时的蒸发段局部流型。如

图 4 (a)所示，在无泵系统启动过程中，蒸发段内的液态工质首先与壁面进行显热交换，导致近

壁面工质温度（T2-T5）急剧上升。随着液态工质进一步吸收热量，蒸发段内壁面产生核化气泡。

然而，由于此时气泡数量较少，驱动作用也相应较小，小气泡向上运动时会受到较大的流体阻力，

使之难以立即脱离壁面。同时，由于蒸发段底部漏热[11]的影响，位于回路底部回流管左侧的 T17

温度也有所上升。但随着气泡的不断生长聚并，气泡在浮升力作用下开始向上运动。此时，热管

启动温度增长放缓。之后，由于过冷工质的及时补充，蒸发段温度迅速下降，最终达到相对稳定

的温度状态。

如图 4 (b)所示，在加入泵驱作用后由于工质在回路中处于强制循环状态，使得蒸发段产生

的气泡能够及时排出，有助于系统更快地达到稳定状态。然而，与无泵系统相比，由于泵驱下工

质循环流速较高且温度较低，流动较快的过冷液体也会抑制蒸发段气泡的生长聚并，因此与图 4

(a)无泵系统启动时相比，此时气泡尺寸有所减小。

(a) (b)
图 4 回路热虹吸管启动阶段蒸发段沸腾气泡生长演化状况：(a) 无泵系统; (b) 加泵系统

此外，加泵系统能够通过强制工质循环来克服启动时受到的阻力，与无泵系统相比，回路的

启动时间、超调温度以及准稳态运行时的温度波动均显著降低，特别是在较高充液率（70%和

80%）下，如图 3（c-f）所示。同时，在泵驱作用下，更多未发生相变的液态工质被输送到冷凝

段，导致上升管温度（T11 和 T12）以及冷凝段入口温度 T13相较于无泵系统均有所降低。值得注



意的是，由于 T2-T5直接测量蒸发段近壁面处的工质温度，因此与其它外壁面测点温度相比具有

更大的温度波动。

2.2 传热性能

掌握回路热虹吸管在不同加热功率下的响应特性可为优化控制策略提供参考，以实现系统在

不同散热需求下高效稳定运行。图 5 和 6 分别展示了充液率为 60%时，无泵与加泵系统在变加

热功率下的温度变化情况。在无泵系统中，随着加热功率升至 200 W，位于蒸发段下游区域的温

度 T5开始出现明显的温度震荡（见图 5）。此时，蒸发段内工质沸腾加剧，流动不稳定加剧，蒸

发速率超过冷凝液回流补充速率，在持续加热的条件下该区域交替出现润湿和烧干，即发生间歇

性烧干现象。然而，当加热功率提高至 350 W 时，回路热虹吸管内的驱动力增强，蒸发段进入

较为稳定的流动沸腾状态，温度波动逐渐减小。另外，由于储液罐能够及时对蒸发段进行补液，

即使在 550 W 较高加热功率下，蒸发段也未出现完全烧干现象。

图 5 60%充液率下无泵回路热虹吸管温度随加热功率的变化

图 6 展示了不同泵功率下，泵驱辅助回路热虹吸管温度随加热功率的变化情况。从施加热功

率开始，工质就在泵驱作用下与蒸发段和冷凝段进行热量交换，换热方式由显热为主逐渐转变为

相变潜热为主。相较于无泵系统，虽然泵驱作用下启动后温度能够更快达到稳定状态，但当泵功

率为 1.2 和 1.6 W 时蒸发段近壁区域工质温度出现了分层现象，其中 T2和 T3温度高于 T4和 T5。

对于泵驱系统而言，在施加加热功率之前，回路热虹吸管底部回流管、蒸发段以及上升管已

处于充满过冷液体状态。由于过冷液体从蒸发段入口向出口的流动过程中持续与壁面进行热交

换，导致靠近出口处吸收的热量更多，从而促进此处工质相变汽化过程的发生。在 1.2 和 1.6 W

泵功率以及 50 W 加热功率下，蒸发段内壁面工质出现了温度分层现象；而在 2.0 和 2.4 W 的泵

功率下，由于蒸发段的过冷液态工质循环流量增大，蒸发段工质需要吸收更多的热量才能实现稳

定相变，因此温度分层现象延后至 100 W 加热功率后出现。

在约 250 W 加热功率下，与无泵系统相比，泵驱作用可以促进蒸发段气泡脱离，使气泡来

不及聚集长大即被冲走，从而抑制不稳定流型的出现，可有效避免间歇烧干的发生。当加热功率

提高至 350 W 和 1.2 W 泵功率的情况下，靠近蒸发段顶部 T5的温度开始出现明显的振荡，且振

荡幅度随着加热功率的增大而逐渐扩大；直到 550 W 加热功率时，T4和 T5温度急剧上升，出现

完全烧干现象，达到传热极限。上述现象的产生主要有以下两个原因：首先， 60%充液率下回

路内工质循环量较少；其次，泵送流量较低，甚至出现低于自然循环的情况，导致位于回流底管



的齿轮泵因自身结构引起的额外阻力而阻碍了冷凝液的回流。

在 1.6 W 的泵功率下，工质循环流量有所增加，间歇烧干现象延后至 450 W 后开始出现，完

全烧干现象在 600 W 的最高加热功率下也未出现。随着泵功率进一步提高至 2.0 和 2.4 W，蒸发

段均未出现烧干现象，表明增大泵功率有利于促进工质循环，从而有效避免烧干现象的发生。此

外，通过增加泵功率，回路热虹吸管蒸发段能够更快排出热量并保持较低的温度。与无泵系统相

比，泵功率越大，蒸发段整体温度大小及波动降低也越明显。

(a)

(b)

(c)



(d)
图 6 60%充液率下加泵回路热虹吸管温度随加热功率的变化情况：(a) 1.2 W 泵功率; (b) 1.6 W 泵功率; (c) 2.0 W

泵功率; (d) 2.4 W 泵功率

2.3 热阻与蒸发段换热系数

图 7 给出了无泵和加泵系统在不同加热功率下的热阻变化情况，热阻总体上随着加热功率的

增加而减小，并趋于稳定。对于加泵系统而言，随着泵功率的增大，单位时间内蒸发段对流换热

量加大，更多的热量被携带到冷凝段冷却，从而提高了热量传递效率，热阻也相应随着泵功率的

增大而减小，在 600 W 加热功率和 2.4 W 泵功率的情况下可低至 0.152 K/W。

与无泵系统相比，在 2.4 W 泵功率和 50 W 低加热功率下，热阻降低了 0.11 K/W，降幅为

17.3%。而在 2.4 W 泵功率和 550 W 较高加热功率下，热阻降低了 0.033 K/W，降幅为 17.7%。

需要注意的是，引入泵驱作用并不意味着一定能提高传热性能。在 1.2 W 泵功率和 350-500 W 加

热功率下，由于泵内结构阻碍了冷凝液的回流，导致蒸发段顶部出现了间歇烧干现象。此时，加

泵系统的热阻反而高于无泵系统，在 500 W 加热功率下甚至比无泵系统高出约 0.043 K/W。

图 7 无泵/加泵回路热虹吸管热阻随加热功率的变化

图 8 给出了无泵和加泵系统回路热虹吸管蒸发段换热系数随加热功率的变化情况。与无泵回

路相比，泵驱作用能够提高蒸发段部位的相变换热系数，特别是在 250 W 加热功率左右，其提

升效果最为显著，最大可达 21%。主要是由于该加热功率范围内可避免间歇烧干现象的发生，

然而在 350 W 加热功率和 1.2 W 泵功率下，过低的循环流量反而阻碍了冷凝液的回流，导致加泵



系统的蒸发段换热系数低于无泵系统，并且在 500 W 加热功率下与无泵系统相比可降低 301.7

W/(m2∙K)。通过增加泵功率，可促进冷凝液回流，工质能够更快流经蒸发段并带走热量，从而增

强换热效果。在泵功率为 2.4 W、加热功率为 550 W 时，蒸发段换热系数可达 2972.6 W/(m2∙K)，

较无泵情况下提高了 326.5 W/(m2∙K)，增幅达到 12.3%。

图 8 无泵/加泵回路热虹吸管蒸发段换热系数随加热功率的变化

综上所述，泵功率的大小与回路热虹吸管的传热性能密切相关。在实际应用中，需要根据蒸

发段换热情况及时调整泵功率，同时考虑泵功耗，争取在低功耗的情况下满足不同工况的散热需

求，这是我们后续计划研究的内容。

3 结 论

本文以 R245fa 为工质，对泵驱辅助两相回路热虹吸管开展了实验研究，并与传统无泵回路

热虹吸管进行了比较。主要结论如下：

（1）相比于普通无泵回路热虹吸管，泵驱作用可通过强制工质流动来克服启动阻力，从而

缩短启动时间并降低启动温度波动。

（2）在泵驱作用下，蒸发段部位能够有效避免间歇烧干现象的发生。然而，在较低泵功率

（≤1.6 W）和较高加热功率（≥350 W）情况下，采用泵驱后反而会阻碍冷凝液的回流，导致蒸

发段换热效果的下降。

（3）通过增加泵驱动下的工质循环速率，有助于强化回路热虹吸管的传热效果。在 2.4 W

泵功率和 550 W 加热功率下，热管热阻为 0.153 K/W，蒸发段换热系数为 2972.6 W/(m2∙K)；与

无泵情况下相比, 热阻降低了 17.7%，蒸发段换热系数则提高了 12.3%。
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摘要：由于相变换热过程比较复杂，目前现有模型难以借鉴，因此为了更好地了解冷媒换热器的工作

原理，提高换热器的性能，本文将直圆管分成若干个计算微元，计算了冷媒的热力学参数，并将热边界

条件代入到三维仿真软件中进行求解得到换热器的温度场，通过数值模拟计算结果与实验结果的对比，

不同工况下换热量的仿真计算结果最大误差为 4.9%，验证了该计算方法以及数值求解方法，并用该方

法对螺旋冷媒直冷换热器进行计算及数值仿真。

关键词：冷媒换热器；热力学参数；三维仿真；温度场

0 前言

随着 5G 通讯、智能驾驶、人工智能等行业的兴起以及大功率或超大功率芯片的广

泛应用，一些高功率电子设备的功率密度已经超过 100 W/cm2，未来预计将达到 1000
W/cm2[1]，这么高的功率密度对电子设备的散热性能提出了新的挑战。研究表明，当电子

设备的温度达到 70 ℃之后，温度每升高 1 ℃，其可靠性就会下降 5%[2]，这表明温度对

电子设备运行时的可靠性影响非常大。在这一背景下，用一种换热效率高的换热器件来

解决高热流密度所带来的热可靠性问题非常重要，而冷媒散热是相变散热的一种方式，

其对电子设备的换热起到了重要的作用[3,4]。

相变换热是一种高效换热方式，具有很高的换热系数，可以大大减少换热所需时间，

从而提高整个换热系统的整体性能，其利用工质相变时的汽化潜热，进行热量的快速传

导[5,6]。在相变换热中，利用可以相变的冷媒，如 R23、R134a、R410a、R407c 等环保型

冷媒，过冷或者饱和状态的冷媒气化吸热带走功率元件释放的热量，变成具有一定过热

度的气体从出口流出。相变换热由于有潜热释放和相变过程的复杂性，是一个动态过程
[7]，比单相对流换热更复杂[8]。

因此为了更好了解冷媒换热器的工作原理并提高其换热性能，本文以 R134a 型冷媒

为例，通过对直圆管模型进行仿真，验证了冷媒热力学参数的计算以及直圆管温度场数

值求解的方法的有效性，并用该方法计算了螺旋冷媒直冷换热器中冷媒的热力学参数以

及对螺旋冷媒直冷换热器的温度场进行了数值求解，结果显示了螺旋冷媒直冷流道中各

基金项目：学校教师科研培育基金项目（J-202116），浙江省“尖兵领雁”科技计划项目

（2023C01014）



段的热流密度，更清晰的了解了螺旋冷媒直冷流道的换热过程。

1 冷媒热力学参数计算

基于制冷行业的深入研究，对 R134a 类冷媒在空调系统的冷凝器或蒸发管内的流动

特性，已积累了大量的试验数据，也形成了一套精度很高的计算方法[9]。因此对类似于

蒸发器的冷媒换热器进行仿真时，也可用现有的经验公式对管内的流动进行计算。在进

行方法验证计算时，将冷媒换热器简化为一段直圆管，将计算的结果作为管内的热边界

条件，即可对冷媒管壁内的导热方程进行数值求解，得到直圆管的温度场。

1.1 冷媒物理性质计算

使用 Cleland 模型[10]对冷媒的热力学参数进行计算，其使用范围为：“ ௌܶ-60℃”至

“ ௌܶ+60℃”（ ௌܶ为冷媒饱和温度）。

对饱和液体制冷剂，其比焓ℎ可由下式进行计算：

ℎ = ଵܽ + ଶܽ ܶ + ଷܽ ܶ
ଶ + ସܽ ܶ

ଷ （1）

其中， ܶ为液态冷媒温度，℃； ୨ܽ为拟合系数，j=1，2，3…。对于 R134a，

ଵܽ=199685.1， ଶܽ=1341.462， ଷܽ=1.50106， ସܽ=7.5111 × 10ିଷ，式（1）的计算精度为

0.22%。

对饱和蒸汽制冷剂，其比焓ℎீ可由下式进行计算：

ℎீ = ହܽ + ܽ ௌܶ + ܽ ௌܶ
ଶ + ଼ܽ ௌܶ

ଷ + ଽܽ （2）

其中， ܶ为液态冷媒温度，℃。对于 R134a， ହܽ=250531.1， ܽ=586.661， ܽ=-
1.277220，଼ܽ =−11.9675 × 10ିଷ， ଽܽ=148144，式（2）的计算精度为 0.31%。

液体冷媒的密度ߩ可通过文献[11]推荐的公式进行计算：

ߩ = ଵܽ + ଵܽଵ(1 −
்

்
)
ଵ
ଷൗ + ଵܽଶ(1 −

்

்
)
ଶ
ଷൗ + ଵܽଷ(1 −

்

்
) + ଵܽସ(1 −

்

்
)
ସ
ଷൗ （3）

其中，T 为冷媒温度，K； ܶ为临界温度，K。对于 R134a， ܶ=374.21K， ଵܽ=511.90，

ଵܽଵ=755.05，ܽ ଵଶ=1342.03，ܽ ଵଷ=-1689.968，ܽ ଵସ=1091.228，式（3）的计算精度为 0.014%。

1.2 冷媒通道微元模型

由于冷媒换热器的管道长度较长，若直接对整根管道进行计算，则得到的结果偏差

过大，因此需要将直圆管管沿着制冷剂的流动方向，分成若干个计算微元，再对每一个

微元单独进行计算，得到在管道内流动的沿程各处制冷剂参数。对于计算微元，若给定

制冷剂的入口状态，便可以解出微元上建构的守恒方程，得到微元上制冷剂的出口状态，

再将该微元上制冷剂出口状态作为下一个微元上的制冷剂入口状态，如此循环便可得到

每个微元的制冷剂出口状态[9]。冷媒通道微元分析模型示意如图 1 所示，对第 i（i=1、
2、3、…、n）段而言， ܶ为冷媒温度，℃； ܲ为压力，Pa；ݔ为冷媒干度；ℎ为比焓，

J/kg； ܽ为分段对流换热系数，W/݉ ଶ ∙ 。ܭ



图 1 冷媒通道微元分析模型

对上述微元，可建立平衡方程：

ܳൌ ݉ ሺ݄ ାଵ− ℎ) （4）

其中，ܳ为第 i 段的换热量，W；m 为冷媒的质量流量，kg/s。
根据平衡方程，若已知微元上冷媒的入口处的比焓以及该微元的沿程换热量，则可

以计算出沿程比焓即微元的出口处比焓。在计算的过程中，需判断某一微元上的冷媒是

否过热，可通过该微元上冷媒的干度来进行判断。根据式（1）、式（2），用当地温度（入

口或出口温度）计算得到饱和液体的比焓和饱和气体的比焓，便可以计算出当前的冷媒

干度ݔ。

=ݔ
ି ಽ

ಸିಽ
（5）

根据 Hagen-Poiseuille 定律，可得到冷媒在铜管内流动的压降公式：

∆p =
ଷଶఓ௨

ௗమ
（6）

其中，ߤ为冷媒的动力粘度，Pa·s；L 为冷媒在管内流经的距离，m；u 为冷媒的流速，

m/s；d 为铜管的内径，m。冷媒的流速通过下式进行计算：

ݑ ൌ ሺ݉ݔ Ȁீߩ  ሺͳ െ ሻ݉ݔ ȀߩሻȀܣ� （7）

其中，ீߩ 为蒸汽制冷剂的密度，kg/݉ ଷ；A 为铜管的横截面积，݉ ଶ。

为了得到冷媒和铜管的管壁之间的换热量，需要计算两者之间的对流换热系数。制

冷剂在冷媒管道内与管壁之间的对流换热系数可根据 Dittus-Boelter 公式[12]进行计算:

��ൌ ͲǤͲʹ ͵ ܴ݁Ǥ଼ ܲ
Ǥଷ （8）

ܲ =



（9）

ܴ݁ൌ
௨

௩
（10）

Ƚ ൌ ൈݑܰ
ఒ


（11）

其中，Re 为雷诺数；ܲ 为相对压力，对于 R134a，ܲ  = 4.06 × 10Pa；݈为特征尺寸，m；

݉，为运动粘度ݒ ଶȀߣ；ݏ为导热系数，W/m·K。

两相对流换热系数α்可用 Gungor-Winterton 关联式[12,13,14]进行计算：



α் ൌ Ƚܧ Ƚܵ （12）

其中，α为液相的对流换热系数，W/݉ ଶ ήܭ；α为核态的沸腾换热系数，W/݉ ଶ ήܭ；E
为α的权值，S 为α的权值。

液相的对流换热系数α可以用式（11）进行计算，计算雷诺数时，采用液相部分的

质量流量ሺͳ െ ሻ݉ݔ ，即ݑ ൌ ሺͳ െ ሻ݉ݔ Ȁߩܣ；α采用 Cooper 核态沸腾关联式进行计算：

α ൌ ͷͷܲݎǤଵଶሺെͲǤͶ͵ Ͷ͵ ݈݊ ܯሻିǤହହݎܲ ିǤହݍǤ （13）

其中，M 为制冷剂摩尔分子量，kg/mol；q 为热流密度，W/݉ ଶ。权值 E 和 S 的计算方法

如下式所示：

E = 1 + 2400BoଵǤଵ ͳǤ͵ ܺ ௧௧
ିǤ଼ （14）

Bo =


ீಽಸ
（15）

ܩ ൌ



（16）

ܺ௧௧= (
ଵି௫

௫
)Ǥଽ× (

ఘಸ

ఘಽ
)Ǥହ × (

ఓಽ

ఓಸ
)Ǥଵ （17）

S = (1 + 1.15 × 10ିEଶܴ ݁
ଵǤଵ)ିଵ （18）

其中，ℎீ 为气液冷媒混合比焓，J/kg；ܩ为流过冷媒的质量通量，kg/݉ ଶ ήߤ；ݏ为液态制

冷剂的动力粘度，Pa·s；ீߤ 为气态制冷剂的动力粘度，Pa·s；ܴ ݁为液相流量计算的管内

流动雷诺数。

1.3 冷媒沿程热力学参数计算方法

对于冷媒沿程热力学参数的计算，根据流道的特点，将流道划分为 n 个计算微元，

若已知 i=0 处制冷剂的入口状态以及每个计算微元上的换热量 Q，则 i=1 至 i=n 上每个

计算微元的冷媒热力学参数均可通过上述公式依次算出，计算流程如图 2 所示。

图 2 冷媒沿程热力学参数计算程序流程图



2 数值求解

用上述的方法计算出冷媒在铜管内的温度和对流换热系数后，冷媒换热器的热仿真

即由对流、相变和导热耦合的传热问题简化为常物性、无内热源、稳态的导热问题，热

边界条件仅需考虑铜管外壁面的第二类边界条件（即规定热流密度）和铜管内壁面的第

三类边界条件（即规定对流换热系数和冷媒的温度），此时导热控制方程可用拉普拉斯方

程来表示[15]：

பమ௧

பమ௫
+

பమ௧

பమ௬
+

பమ௧

பమ௭
= 0 （19）

铜管壁面上的热流密度 q 用下式进行计算：

ൌݍ
୲ି୲

ൈ୪୬൬
ವ
ವ
൰Ȁଶఒ

（20）

其中，t为铜管外壁面温度，K；t为铜管内壁面温度，K；ܦ为铜管的外径，m；ܦ为

铜管的内径，m；ߣ为铜管的导热系数，W/m·K。

铜管温度场仿真流程如图 3 所示，使用 COMSOL 仿真软件来求解铜管温度场。

图 3 铜管温度场仿真流程图

为了求取铜管壁面上真实的热流密度，首先假设管壁上的热流密度是相等的，用假

设的热流密度计算冷媒的热力学参数，将计算得到的冷媒温度、对流换热系数以及假设

的热流密度作为边界条件放入 COMSOL 的求解器中，求解式（19）得到铜管最新的温

度场分布。此时在 COMSOL 中，已经求解得到了新的温度场分布，再用此温度场分布

代入到式（20）中计算出新的热流密度分布，然后用新的热流密度分布计算出新的冷媒

温度和对流换热系数，如此循环迭代后就可以得到真实的铜管内的冷媒热力学参数和准

确的温度场分布。

3 模型有效性验证

3.1 直管中的相变过程模拟

本文采用一段直圆管来简化冷媒换热器，如图 4 所示，对铜管进行热仿真，并对上

述计算方法进行验证。铜管总长度为 1 m，全程为直管段，无弯折。铜管的内径为 5 mm，

壁厚为 3 mm，即铜管的外径为 11 mm。



图 4 冷媒换热圆管

沿着冷媒的流动方向，可将铜管平均分成 10 段，即每段的长度为 0.1 m。为了验证

在常用工况下该计算方法是否可行，因此对铜管的边界条件设置为如表 1 所示的实验验

证过的工况。将铜管每段的热流量作为评估指标，如图 5 所示，在经过 3 次迭代后可以

发现第二次迭代和第三次迭代的数据基本重合，每段上的热流密度基本上不再变化，因

此认为此时迭代已经收敛。从图中可以观察到，铜管在接近过热前换热量变化的幅度不

大，呈平稳上升的趋势；在接近过热时，换热量急剧上升到达最大值；在过热后，换热

量急剧下降，出口端的换热量较少。

表 1 边界条件

压力/MPa 入口温度/℃ 流量/kg·s-1 干度 换热量/W
200600
200600
200600
200600
234280
234280
234280
234280
272170
272170
272170
272170
314620
314620
314620
314620
337660
337660
337660
337660

-10
-10
-10
-10
-6
-6
-6
-6
-2
-2
-2
-2
2
2
2
2
4
4
4
4

0.0083
0.0139
0.0222
0.0278
0.0083
0.0139
0.0222
0.0278
0.0083
0.0139
0.0222
0.0278
0.0083
0.0139
0.0222
0.0278
0.0083
0.0139
0.0222
0.0278

0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2
0.2

1453.73
2323.85
3565.58
4387.58
1429.38
2285.76
3507.8

4310.08
1404.68
2247.07

3449
4237.82
1379.62
2207.7
3389.3

4164.39
1367

2187.85
3359.12
4127.33



图 5 圆管各段的初始热流和各次迭代后的热流密度

3.2 仿真与实验结果对比

将实验结果与仿真得到的结果进行对比，采用 R134a 作为冷媒，边界条件按表 1 所

示设置。其中，换热量的对比结果如图 6 所示。

图 6 实验与仿真的换热量比较

从图中可以看出，仿真和实验所得到的换热量结果基本拟合，误差最大为 4.9%，均

在可以接受的范围之内。进一步分析，一方面随着入口冷媒的温度增加，换热量的仿真

与实验值的误差有一定的增加，可能是由于模型收到温度边界条件影响较大导致；另一

方面，随着流速的增加，仿真的精度也有一定的下降，但仍然处于可信的范围之内。

因此，通过对铜管的仿真计算，并与实验结果进行对比，验证了该方法的可靠性，

能够较好地预测冷媒换热器的换热过程，可以用于后续对复杂流道冷媒换热器的进一步

研究。

4 实际螺旋冷媒直冷流道的模拟

4.1 冷媒热力学参数计算

上文采用直圆管模型对模型有效性进行验证，验证得到该计算方法是可靠的，因此



运用该方法对螺旋冷媒直冷换热器进行计算，模型如图 7 所示。

图 7 实际螺旋冷媒直冷流道

换热器流道的总长度为 1.336 m，共螺旋了 7 圈，流道的水力直径为 5.33 mm。将流

道沿着冷媒的流动方向分为 57 段，如图 8 所示。在计算冷媒热力学参数时，假设冷媒的

入口温度为-10 ℃，压力为 200600 Pa，质量流量为 0.0083 kg/s，干度为 0.2，总换热量为

1453.73W。

图 8 螺旋冷媒直冷流道分段示意图

4.2 结果分析

螺旋冷媒直冷换热器的计算迭代收敛图如图 9 所示。通过观察可以发现，对螺旋流

道冷媒换热器每进行一次迭代，其过热点便往左移动，即螺旋流道相对上一次迭代时更

早的过热了。出现这个现象的原因是由于在计算过程中，换热量是守恒的，第一次迭代

后，其前半部分的换热量较多，而后半段由于过热所以换热量较少，之后用迭代后的换

热量进行冷媒热力学参数的计算时，由于前半部分换热量较多，因此换热量较多的那几

段流道干度变化比上一次计算时变化更大，所以换热器更早的就过热了，而对螺旋流道

换热器而言，可能是由于流道之间相互换热，互相影响导致的。因此，流道在迭代第 17
次后才完成收敛，如图 10 所示，第 15、16、17 次迭代的曲线基本重合，每段上的热流

密度基本上不再变化。



图 9 螺旋冷媒直冷流道各段的初始热流和各次迭代后的热流密度

图 10 螺旋冷媒直冷流道第 15、16、17 次迭代的热流密度

迭代收敛后的螺旋流道温度分布如图 11 所示。图中，冷媒从左边的孔流入流道，从

右边的孔流出。从图中可以看出，流道入口处和出口处的温度较高；在流道外圈，沿着

冷媒流速的方向，温度先是降低，然后逐渐升高；进入内圈后，温度相对较低，到中心

处时温度又逐渐升高。

图 11 螺旋冷媒直冷流道温度场数值解



5 结论

本文通过将直圆管分成若干个计算微元，计算了直圆管和螺旋冷媒直冷换热器的冷

媒热力学参数，求解了圆管和螺旋冷媒直冷换热器的温度场，主要结论如下：

（1）将直圆管仿真的结果与实验结果进行对比，不同工况下换热量的仿真计算结果

最大误差为 4.9%，验证了冷媒热力学参数的计算以及直圆管温度场数值求解的方法的有

效性。

（2）螺旋冷媒直冷换热器在迭代时，其过热点不断提前，最终迭代了 17 次后收敛。

其原因可能是由于螺旋冷媒直冷流道内部存在相互影响，相互换热的情况所导致的，因

此在设计流道时需要考虑到这种情况。

（3）得到了螺旋冷媒直冷换热器在进行相变换热时各段的热流密度和温度分布，发

现螺旋流道中心处的温度相对外圈较高，更直观的了解了螺旋冷媒直冷流道的换热过程，

便于后续对流道的改进。
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摘 要 太阳能驱动的光热水蒸发成为近年来的研究热点。为了提高水蒸发速率，除了需要对蒸发器的光热

材料进行精心设计以外，蒸发器的性能还受到内部结构的影响。本文从传热以及蒸汽扩散的角度，分别对

具有垂直和水平排列结构的气凝胶进行实验和模拟研究，研究结果为太阳能产蒸汽提供有价值的参考。结

果表明，在保证水分充足运输的前提下，水平排列结构的气凝胶相比于垂直排列结构具有更好的水蒸发性

能与热管理能力。在强迫对流情况下，空气可以更好的在水平排列结构的气凝胶中扩散，使得蒸发速率可

以进一步提高到 3 kg m-2 h-1 以上。

关键词：水蒸发；光热转换； 热管理；结构效应

0.引言

太阳能驱动的光热蒸汽产生被认为是解决当前水短缺危机最有效的方法之一。传统的蒸

发器由位于蒸发器上层的光吸收材料以及下层负责水供应的基底组成。随着近年来在材料科

学领域的不断突破，大量具有优异蒸发性能的太阳能蒸发器被开发出来（蒸发效率接近

100%）。[1]尽管如此，近期的研究表明，相比较太阳能的吸收与利用，蒸发系统的热管理能

力才是决定蒸发速率的最关键因素。因此，在蒸发器设计的过程中，研究者需要对结构进行

更为合理的设计以满足现实的需要。[2]

为了满足蒸腾作用巨大的水分消耗，自然界中的植物进化出上下贯通的导管自发的从根

部向顶部运输水分。受到这些植物的启发，大量具有垂直管道结构的蒸发器被设计出来。这

些垂直结构的微孔被证明具有最短的水分传输路径以及最快的蒸汽扩散通道。[3]Zhu[4]等人

将蘑菇进行碳化，制备出在全太阳能光谱吸收率达到 99%的高效蒸发器。Yan[5]等人设计出

一种超轻的秸秆/石墨烯气凝胶蒸发器，该蒸发器在太阳光下的光-蒸汽转换效率达到 95%。

受益于天然木头快速的水传输性能，Jin[6]等人制备出圆锥状的三维蒸发器。相比于传统的二

维界面蒸发器，这种三维蒸发器可以吸收环境中的能量并获得 1.79 kg m−2 h−1的高蒸发速率。

目前，大多数已报道的三维蒸发器均采用这种垂直的微孔管道设计。然而，快速的水输

送和低热量损失的要求相互冲突，这使得在同一台三维吸收器中实现这两个属性变得非常具

有挑战性。为了快速水输送，通常设计有垂直排列的微孔结构，以直接将水泵送到蒸发表面。

然而，这种直接的水通路不可避免地会牺牲热量定位，因为垂直排列的孔壁有助于热量从蒸

发表面快速向下传导到散装水。有鉴于此，通过控制变量，本文分别设计出具有垂直排列和

水平排列结构的气凝胶蒸发器，研究了在不同环境条件下两种结构对蒸发速率的影响，为后

来的蒸发器设计提供有益的参考。

1.实验部分

1.1 试剂与仪器

壳聚糖，明胶，三氧化钼，葡萄糖，硫脲均购买自国药集团化学试剂有限公司；钼酸钠，

* 本项目得到国家自然科学基金项目（U22A20213）资助



咪唑，戊二醛购买自麦克林化学试剂有限公司。

冷冻干燥机，FD-1A-80 型，北京博医康实验仪器有限公司；温度采集器， 4901A，安

捷伦；太阳模拟器，CEL-PE300 型,北京中教金源科技有限公司。

1.2 材料制备

海胆状结构的 MoS2/C 通过简单的水热反应合成。首先，1.66 g 咪唑和 3.5 g 三氧化钼加

入 250 mL 的去离子水中搅拌均匀。然后将混合溶液转移到 500 mL 的烧瓶中在 120 ℃下冷

凝回流，持续反应 12 小时后，将得到的白色粉末（Mo-MOF）收集并烘干备用。将制得的

Mo-MOF（100 mg），硫脲（400 mg），葡萄糖（100 mg）均匀混合。然后该混合溶液转移至

20 mL 的水热釜中 200 ℃下反应 12 h，将收集到的黑色粉末洗涤，干燥。最后，将上述制得

的黑色粉末在氩气氛下以 5℃/min 的速度加热至 800℃并保持 2 h 获得 MoS2/C。
具有垂直与水平排列结构的蒸发器通过对水凝胶在不同方向上的定向冷冻实现。0.75 g

明胶、0.75 g 壳聚糖以及 100 mg 的 MoS2/C 加入含有 0.1 mol 的乙酸溶液（100 mL），并在

50℃下充分溶解后加入 0.5mL 的戊二醛，并快速搅拌 10 分钟，将所得的黑色溶液倒入两个

相同的方形模具中静置交联得到黑色的水凝胶（MA）。接下来，通过在不同方向上的定向

冷冻（图 1）分别制备出具有垂直和横向排列的水凝胶。最后在-70℃下冷冻干燥分别获得

垂直排列结构（v-MA）和水平排列结构（h-MA）的气凝胶。

图 1. 不同结构水凝胶的制备过程示意图：1）垂直结构、2）水平结构。

2. 数理模型

图 2. 蒸发系统的机理图。

水蒸发系统如图 2 所示，在这个系统中，太阳辐照可以在增发器的顶部产生很高的温度，

这个温度可以向下方的多孔集体进行传导并产生水蒸汽。底部的水分因为毛细作用被从蒸发

器的底端向上运输，给蒸发过程提供水分补充。同时，我们在系统的左边界出提供一定的空



气流动（层流）以模拟自然界中水面波浪引起的扰动。

液态水、空气以及水蒸气充满了蒸发器的内部孔隙，因此饱和的气（水蒸气和空气）、

液相（水）需要满足饱和约束方程，在接下来的部分中，分别介绍了液气耦合传热，并给出

了传热方程:

Sg + Sl = 1 (1)

在此，指数 Sg为气体饱和状态，指数 Sl是液体饱和状态。

水传输公式：
డೢ

డ௧
+ ∇ ∙ ∇ܦ−) ௪ܿ ) + ௪ݑ ∙ ∇ ௪ܿ = ,௪ݎ (2)

在此，毛细管扩散系数ܦ可由经验或实验得到，水流速ݑ௪由达西定律计算，该定律由气

相压力梯度∇ ܲ所定义。 ௪ܿ是蒸发器中水的浓度，ݎ,௪是水的相转变速率。

蒸汽传输公式：
డೢ 

డ௧
+ ∇ ∙ ∇ܦ−) ௪ܿ ) + ௪ݑ ∙ ∇ ௪ܿ  = ,௪ݎ (3)

其中蒸汽的有效扩散系数ܦ可以由 Millington 和 Quirk 方程表示，水蒸气的速度场ݑ௪由

对流扩散和水蒸气扩散的速度场叠加而成。产生蒸汽的速率ݎ,௪由饱和浓度和水活度决定。

能量转换方程：(ܥߩ)
డ்

డ௧
+ ݑ,௧௧ܥ௧௧ߩ  ∙ ∇ܶ− ݇∇

ଶܶ = ܳ௩ (4)

利用 COMSOL Multiphysics 软件对该问题进行了数值求解，其中材料属性的用户定义变量

(UDV)和源项的用户定义函数(UDF)根据计算模型自行开发。

表 1. 模拟中材料的性质及参数

名称 数值

最初的环境压力 1.013× 105 Pa
最初的环境温度 293.15 K

空气流速 0.05 m s-1

环境湿度 0
材料孔隙率 0.6
多孔材料热容 1650 J kg-1 K-1

水蒸汽热容 2060 J kg-1 K-1

蒸发潜热 2.454 × 106 J·kg−1

水的密度 998.2kg·m−3

3. 实验结果分析与讨论

3.1 顶部光吸收材料（MoS2/C）的物相及光吸收性能分析

XRD 衍射证明了 MoS2/C 的成功制备。如图 3a 所示，对比 MoS2/C，2H-MoS2 的所有的

XRD 衍射峰都能够很好的对应，表明 MoS2/C 的成功合成。同时，光热材料的微观形貌也

会对材料的光吸收性能产生重要的影响。MoS2/C的 SEM图像如图 3b所示，水热后的MoS2/C



呈现出独特的海胆状结构，同时大量的孔隙分布在材料的表面。这些微观孔隙类似于光陷阱

的作用，当入射光照射到材料的表面时，会由于材料表面的孔隙而被多重反射吸收。紧接着，

我们还进一步研究了 MoS2/C 的光吸收性能，良好的光吸收性能可以确保 MoS2/C 沉积在气

凝胶顶部时可以吸收大部分照射在表面的太阳光。如图 4 所示，MoS2/C 在 200 至 2500 nm
的全光谱太阳光范围内均表现出很好的吸收性能（＞90%）。并且整体的光吸收效率高达 92%，

这种高吸收效率保证了对入射太阳光的充分利用。

图 3. （a）MoS2/C 的 XRD 谱图，（b）MoS2/C 的 SEM 图像。

图 4. MoS2/C 在 200-2500 nm 波长范围的光吸收性能。

3.2 不同结构样品的形貌结构

通过在不同方向定向冷冻得到的气凝胶扫描电子显微镜图像如图 5 所示。气凝胶内壁由

生物质的明胶和壳聚糖共同组成的框架构成，这些厚实的框架结构保证了气凝胶的力学稳定

性。同时，由于在不同方向上冷冻导致冰晶沿着不同方向生长[7]。真空冷冻干燥后，在气凝

胶样品中分别观察到沿垂直方向与水平方向排列的孔隙，这些孔隙的宽度约为 200 μm，扫

描电镜的结果证明垂直排列结构（v-MA）和水平排列结构（h-MA）气凝胶的成功制备。



图 5. 不同排列结构气凝胶样品的 SEM 照片

（a） 垂直排列，（b）水平排列。

3.3 两种结构蒸发器的蒸发速率与表面温度变化的实验结果

图 6. 一个太阳光照射下蒸发器质量随时间的变化曲线。

接下来对不同结构蒸发器的水蒸发性能进行测试，得益于 MoS2 优异的光吸收性能，在

一个太阳光照射下，两种排列结构的气凝胶均表现出较为优异的水蒸发性能（图 6）。但是

相比于垂直排列，水平排列结构气凝胶的质量-时间变化曲线表现出更大的斜率。因此，在

保证材料均具有优异亲水性的前提下。实验结果证明具有水平排列结构的气凝胶在水蒸发过

程中拥有更好的性能。为了进一步探究影响蒸发速率的因素，通过热电偶对蒸发过程中材料

的温度进行监测，热电偶放置在材料的上表面用于检测材料在蒸发过程中的温度变化。如图

7 所示，在光照开始后两种样品表面的温度都同步快速升高。这是由于样品表面相同的 MoS2

负载导致的，相同的 MoS2负载量使得在光照初期材料的温度上升趋势保持一致。但是随着

光照时间的进一步延长，相比于垂直排列的 v-MA，水平排列结构的 h-MA 表现出更高的表

面温度。这可能是水平排列结构的气凝胶具有更好的热管理能力。[8]当光线照射到材料的上

表面时，MoS2 优异的光吸收以及光热转换性能使得气凝胶上表面温度快速上升。同时，水

平排列结构更低的热导率使得大部分的热量被集中在气凝胶的上表面，这也导致了水平排列

结构的 h-MA 表现出更高的顶部温度。另一方面，更好的热管理性能也导致更高的水蒸发性



能。在相同的光照强度下，水平排列结构的 h-MA 有更多的能量被运用于水蒸发，所以水蒸

发速率相较于垂直排列结构的气凝胶更高。

图 7. 一个太阳光照射下蒸发器表面温度变化曲线。

相比于二维的平面蒸发，三维蒸发器往往具有更好的水蒸发性能，主要是由于三维蒸发

器更大的蒸发面积以及更好的吸收环境温度。[9, 10]同时，考虑到蒸发器在实际的工作过程中

（漂浮在湖面或者海面上），不可避免的会受到波浪的扰动影响，这种扰动就类似于在蒸发

器表面增加了强制对流。对此，我们也对两种三维结构蒸发器的蒸发表现进行测试。同时为

了模拟蒸发器在实际过程中的波动等因素，我们在三维蒸发器的蒸发过程中进一步引入空气

流动以评估不同结构蒸发器的整体性能。

如图 8 所示，由于进一步提高了蒸发面积，两种结构的气凝胶的蒸发速率均有大幅度的

提高。值得一提的是，相比于垂直排列结构的气凝胶，具有水平排列结构的 h-MA 在外加空

气流动的条件下蒸发速率超过 3 kg m-2 h-1。这样高的蒸发速率主要是因为在外加空气流动后，

快速流动的空气可以更快的带走蒸发器内部的蒸汽，从而提高了蒸发速率。同时，我们进一

步对蒸发过程中的蒸发器上表面的温度进行检测（图 9）。在光照刚刚开始时，两个样品的

内部温度都快速上升，并且上升的趋势基本保持一致。可能是由于 h-MA 内部更加快速的蒸

汽产生速率消耗了更多的热量，其内部的温度比 v-MA 低了约 0.5 ℃左右。一旦引入空气流

动后，两个样品的温度均迅速下降，这主要是由于接触蒸发器表面的流动空气会快速带走大

量热量并提高蒸发速率。[11, 12]但是相比于垂直排列的 v-MA，水平排列结构的 h-MA 内部温

度大幅度下降了 7℃左右，远高于 v-MA（5 ℃）。这可能是由于气凝胶不同的排列结构导致

的，当水平方向上的流动空气接触到蒸发器表面时，由于 h-MA 的横向排列结构，气体可以

顺利进入蒸发器内部，并带走更多水蒸发和热量。同时，气体的快速流动也使得三维蒸发器

可以更多的利用环境中的能量，这些因素都使得 h-MA 具有更快的蒸发速率。相反，当横向

流动的空气到达到 v-MA 表面时，垂直排列的壁面会阻挡空气进入凝胶内部进行进一步的能

量交换，这导致 v-MA 的蒸发速率无法进一步提高。[13, 14]



图 8. 外加风速条件下样品的样品质量随时间的变化曲线。

图 9. 样品内部温度随时间的变化曲线。

4. 模拟结果分析与讨论

4.1 不同结构蒸发器的温度分布模拟

进一步引入有限元模拟对实验结果进行验证。如图 10 所示，在输入顶部光吸收层能量

相同的情况下。由于凝胶内部结构的各向异性排列，能量由顶部向底部进行传导时表现出不

同的温度分布。相比于垂直排列结构（v-MA），水平排列结构的 h-MA 中能量被更多的集中

在蒸发器上表面。因此，相比于 v-MA （27℃），h-MA 表现出更低的底部温度（25℃），这

是由于更少的热量被传递到蒸发器的底部导致的。蒸发实验以及模拟结果共同证明，在保证

水传输的前提下，水平排列结构比垂直排列结构的蒸发器表现出更好的水蒸发性能。



图 10. 相同能量输入下不同结构气凝胶温度分布模拟结果

（a）v-MA，（b）h-MA

4.2 不同结构蒸发器水蒸发过程模拟

图 11 为两种排列结构水凝胶在蒸发过程中的蒸汽浓度模拟结果。在强制对流的情况下，

对比垂直排列，水平排列的 h-MA 表面具有更多的蒸汽溢出相。这表明此时 h-MA 具有更高

的蒸发速率，这与实际的水蒸发实验测试结果一致。这些实验结果共同证明了，在保证水分

能充分传输到蒸发表面的前提下。在空气流动状态中，具有水平排列结构的 h-MA 表现出更

好的蒸发性能相比于垂直排列结构的 v-MA。

图 11. 在 0.05 m/s 的风速下样品的蒸汽浓度模拟结果

（a）v-MA，（b）h-MA

5.结论

本文对两种排列结构（垂直和水平）的蒸发器的传热以及蒸发过程进行了实验与数值模

拟研究。结果表明，在保证水分可以充分到达蒸发面的前提下。相比于垂直排列结构的 v-MA，

具有水平排列结构的 h-MA 表现出更好的热管理性能。与此同时，更小的热量损失也带来了

更高的蒸汽产生速率。尤其是在强制对流的情况下，h-MA 的蒸发速率还可以进一步提高到

3 kg m-2 h-1 以上，这一研究结果可以为后来的蒸发器结构设计提供有价值的参考。
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摘要：本工作为解决气液两相工质逆流、影响传热效率的问题，设计了一种非均匀槽道阵列微柱平板热管。

该热管蒸发段为轴向槽道，冷凝段在肋的基础上加工横向沟槽形成间隔的正方体阵列微柱。通过与不同槽

道结构的平板热管作比较，从可视化的角度观测热管内部不同的流态现象以及温度指标验证其优越性。针

对其冷凝段利用率不高的不足，以热阻、导热系数为衡量指标优化了冷凝段结构。最后结合不同启动功率，

深入了解了新型结构热管的运行机制。

关键词：微槽道；平板热管；可视化

0 前言

近年来，随着传热技术的不断发展，热管凭借传热能力大、温度均匀性好、结构紧凑和

重量轻等优点[1]被广泛运用于电子散热、余热回收等各个领域[2]。热管按形状可分为圆柱热

管、环路热管与平板热管。其吸液芯结构决定了热管的启动和热性能，吸液芯的种类可分为

烧结芯、微槽芯、复合芯等[3]。平板热管具有换热面积大的优点，并且厚度一般在毫米甚至

微米级别，因此非常适合用作结构紧凑的电子元件等发热元件。微槽道吸液芯具有适中的毛

细力和较高渗透率，芯与壁面一体化结构使得二者之间热阻较小，并且增大蒸汽与金属之间

的接触面积，从而保证了良好的传热性能[4]。结合两者的优点，微槽道平板热管应运而生，

其通过切削等工艺在平板热管的基础上，于内壁面形成微槽道吸液芯，从而依靠重力与微槽

道的毛细力使工质在蒸发与冷凝段往复运动工作，近年来受到了学者的广泛关注。

为了保证微槽道平板热管内部工质在高热流密度下的运行性能，良好的槽道结构成为研

究的重点，槽道结构的优化方法目前主要集中于几何结构的优化。Gillot[5]等人设计了用作功

率器件散热片的矩形微槽硅热管，与没有微槽的普通热管相比，深微槽可使热阻降低约31%。

Hopkins[6]等人对几何形状为矩形和梯形槽的槽道热管进行最大传热能力的对比，结果表明，

在更窄或更深的凹槽结构中可以获得更好的传热性能。Lim[7]等人制作了微槽结构为扇形的

平板微槽道热管，宽度和深度分别约为100μm和200μm，并且测试了热管在反重力条件下的

工作情况，结果表明，扇形微槽具有比相似尺寸的三角形微槽更大的毛细管压力，同时在逆

重力条件下工作，冷却能力几乎没有变化。Li[8]等人建立了毛细管极限模型来分析具有燕尾

槽、矩形槽、梯形槽和V型槽结构的平板热管，结果表明，具有小角度燕尾、矩形和小角度

梯形槽结构的热管可以获得更好的传热性能。Xin[9]等人提出了一种新颖的斜坡凹槽设计，

从理论上分析了压力、速度和壁温等关键参数的轴向分布。Vries S.F.D等人[10]采用模拟与实

验结合的方式将特斯拉阀运用至热管槽道中，它的加入促进了热管的单向流动，但也为工质

的两相流增加了不确定性。Nagayama[11]等人设计了一种会聚渐缩型微通道以增强其毛细管

性能，与具有直微通道的热管相比，这种新型结构能赋予热管更高的热传导能力，可转移的

热量近乎是直通道的2倍。然而大部分研究并没有解决气液两相工质对流的问题，此现象导

致工质相变能力的大幅减弱，同时复杂的槽道形状加工难度高，应用潜力低，由于矩形微槽

有着易于制造的优势，其在研究和应用中仍然是首选。



然而，对于热管内部的传热传质机理，无论是温度数据的采集还是数值模拟研究都存在

一定局限性，揭示热管内部的流动与相变现象的变化规律至关重要，开展可视化实验成为最

直接的方法。此方法采用透明材料取代金属盖板，并使用螺钉机械紧固或胶水密封底板，密

封后对其内部进行可视化研究。Gou[12]等人观测了平板热管内部工作流体的气液两相行为，

发现带有凹槽的平板热管运行过程主要包括气泡的形成、生长、合并和破裂，以及沸腾液和

冷凝液之间的耦合传热。Yu[13]等人对轴向开槽热管中进行了可视化实验，除了池表面蒸发

外，还观测到了小倾角下重力和毛细力组合作用下引起的角膜蒸发现象。目前，对于槽道热

管可视化的研究主要集中于重力辅助式凹槽平板热管，对于阵列微槽热管的可视化研究较

少。因微槽道平板热管结构的特殊性，在垂直工作状态下除重力、毛细力外，还受到工质表

面张力的作用，其气液两相的流动状态存在一定的不同，所以对微槽道平板热管内部流动现

象的揭示是不可或缺的。

本工作对热管内部结构进行优化，提出了一种非均匀槽道阵列微柱平板热管。该平板热

管的非均匀槽道减少液体回流阻力，提高了工质的回流效率，冷凝段阵列微柱在槽道的基础

上进而增加了接触换热面积，加快液体回流，提高换热效率。本研究首先用可视化的方法观

测其与普通槽道平板热管不同的流态现象，接着通过温度指标确定新结构的性能优势。针对

其冷凝段利用率，以热阻、导热系数为衡量指标优化了冷凝段结构。最后结合不同功率，深

入了解了新型结构热管的运行机制，为基于微槽道热管的冷却系统构建提供合理方案。

1 热管设计及测试系统

1.1 热管的设计

图1为非均匀槽道阵列微柱平板热管底板的示意图，底板的材料为铝合金，为保持微槽

道适中的毛细压力与较高的渗透率，蒸发段采用1mm与2mm间隔的槽道，共计24道。而冷凝

段在1.5mm肋的基础上，进一步形成正方体的阵列微柱，微柱之间沟槽宽度皆为1.5mm，横

向沟槽的深度为0.5mm。在底板底部与顶部区域各留一条宽度为3mm的横向槽道用于工质的

汇流，以提高热管的均温性。该热管的加工采用机械加工的方式进行。

2mm

1mm

1.5mm

0.5mm

阵列微柱

非均匀槽道

1.5mm

图 1 非均匀槽道阵列微柱平板热管示意图

对于蒸发段的设计而言，不同的槽道尺度产生的毛细力不同，工质上升的速率也不尽相

同，因此不会在冷凝段横向槽道内相遇而阻碍回流，故热管采用非均匀槽道的结构设计，以

期获得更好的流动特性。

而对于冷凝段而言，沟槽的设计不但增加了接触换热面积，提高换热效率，还可以破坏



在此振荡的液柱，使其无需至冷凝段顶部而是在刚进入冷凝段时就可快速且均匀的回流至蒸

发段。沟槽内残存的工质可在冷凝段继续吸收冷量，当下一次脉动时可带走这部分工质，而

新的工质又填充沟槽，因此工质在冷凝段的时间更长，换热量更多。在高加热功率下，阵列

微柱可为冷凝液滴的产生提供载体，增大冷凝效率。微柱部分保留的槽道深度可以使工质在

运动至冷凝段后仍有一定的液柱上升，增大冷凝段的利用率。

图2为可视化热管爆炸图，为了对不同槽道结构的热管进行可视化实验，深入探讨不同

结构形成的相变现象变化规律，可拆卸式热管能方便的跟换不同的底板，减少相应的成本。

为了清晰的观测到热管内部工质的流动，选用尺寸与凹槽相当的透白玻璃作为热管的可视化

窗口，放置于凹槽内。接着裁剪一块厚度为1mm硅胶垫片覆住玻璃板。用厚度为2mm的不锈

钢盖板通过螺栓与底板进行紧固，并在贴合的缝隙处涂抹密封胶，以保证介质运行的可靠性。

为了使热管能在较低温度下响应，本次研究的热管选用的工质为R141b与乙醇的混合液，经

过实验测试，R141b与乙醇的混合比例为9：1，采用充液率为20%时，热管的性能最优。

图 2 可视化微槽道热管示意图

1.2 热管性能测试台架

实验之前，热管须使用真空泵将其内部压力抽取为2Pa左右，随后紧固封装。图3为平板

热管的性能测试系统示意图。其中，热管的蒸发段的热源由与之相同尺寸的聚酰亚胺加热膜

（功率：0-100W）提供，由连接的可调节直流电源（DP3010B）控制加热功率。而冷凝段则

通过贴合相同尺寸的液冷板，并通过恒温水槽（ZHULAN-DC0506，精度0.1%）和蠕动泵

（LADFLUID-WT600S，精度 3％）完成冷却液的循环流动。需要说明的是，由于取消了绝

热段的布置，热管蒸发段和冷凝段的尺寸分别与加热膜和液冷板保持相同。为了减小实验过

程中环境带来的影响，液冷输送管路与热管背部采用隔热棉裹保温。同时，为了减小加热片、

液冷板与热管之间的接触热阻，在接触面之间涂上一层导热系数为6.5 W·m-1·℃-1的含银导

热硅脂。采用高速摄像仪（ChRONOS1.4）对具有不同内部结构的热管进行拍摄，采集在不

同实验条件下热管内部工质的状态。通过对流动现象、清晰度和分辨率等的综合评判，选定

1500帧为最优帧率。



图 3 热管充注台架示意图

蒸发段和冷凝段的温度分布是热管各项性能参数的计算依据。考虑到蒸发段与冷凝段的

高度比值为3:2，为此在该两段分别均匀铣出6条与4条深度为0.2mm、长度为40mm的横向微

槽用于布置热电偶（开普森T型0.1mm，精度0.2%）。如图4所示，各热电偶的头部结点位于

平板热管的横向宽度的正中心。

图 4 热电偶布置图

通过与计算机相连的温度巡检仪（AT4532，精度0.2％）实时记录实验中的热管温度变

化，并对蒸发段平均温度Teva与冷凝段温度平均Tcon进行计算。而热管的热阻R与导热系数λeff

是表达热管性能最直接的两个参数，计算公式为：
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式中，Q 为热管蒸发段直流热源所输入热功率，单位 W； hpL 为热管的有效作用长，单位 m；

T 为蒸发段与冷凝段之间的温差，单位℃； A为热管蒸汽腔横截面积，单位 m2。

2 基于不同槽道结构平板热管的可视化分析

由于设计热管的槽道结构都与均匀槽道平板热管不同，其表现出的流动状态也必将会存

在一定的区别。因此将均匀槽道平板热管、非均匀槽道平板热管以及非均匀槽道阵列微柱平

板热管的基本流态进行对比分析，以探明不同槽道结构形成的气液流动规律。

图5为三种热管在20W加热功率下的流动状态图。由图可知，在低加热功率下，非均匀

槽道中2mm槽道内工质的运动模式与均匀槽道热管相同，都以柱状流或弹状流的形式从蒸

发段向上脉动，只是弹状流出现的频率更高，此时大通道主要承担向上输送热工质的作用，

很少有工质回流。而大多1mm槽道内的工质停滞在冷凝段或回流，热管内部呈“单向流动”现
象。当热管进一步增加阵列微柱后，工质并未在冷凝段维持液柱形态，而是在向上运动的过

程中，向相邻槽道分流，回流至蒸发段。由于工质是刚接触冷凝段就开始回流，而并非在冷

凝段顶部，蒸发段回流工质的厚度也明显大于其它两种热管。

(a) (b) (c)

柱状流

弹状流
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图 5 20W 加热功率下热管的可视化对比图：

(a) 均匀槽道；(b) 非均匀槽道；(c) 阵列微柱非均匀槽道

为了更好地反应出因槽道尺度差异所带来的“单向流动”特性，图6给出了非均匀槽道热

管冷凝区域工作介质的详细的流动过程，时间间隔为0.05s。观察图6(a)至图6(d)可发现，大

部分2mm通道内的工质在向上运动，而1mm通道内的工质停滞在冷凝段或回流。当2mm通道

内的工质继续运动至冷凝段顶部的横向槽道时，液柱开始出现如图6(e)所示的分流现象。此

时，液柱在分配至相邻甚至更远的小通道内堆积后，向下移动。这部分液柱会与1mm槽道内

的驻定液柱融合，如图6(i)所示。随后，融合而成的大液柱在自身重力以及上端液柱向下惯

性力的双重作用下，也开始向蒸发段回落，但速度显然小于融合前的上端液柱，如图6(j)所
示。综合分析可知，在中低加热功率的条件下，热管内2mm的通道主要承担向上输送热工质

的作用，而1mm通道则成为了液体的回流通道。



出现上述现象的原因在于，通道内毛细阻力的差异会影响液柱运动速度，槽道越宽，工

质脉动的速度也就越快。因此，当1mm槽道内的工质刚到达冷凝段时，2mm通道内的液柱已

经脉动至蒸发段顶部开始分流，在小通道内形成液柱向下运动，所以，1mm通道内本就较难

运动的液柱又受到上方重新生成的液柱的影响，因此只能表现为冷凝段堆积驻定或是向下运

动的现象了。同时，由于冷凝段液柱的驻定，蒸发段小通道内气柱的运动同样受到了一定程

度的抑制。底部横向槽道的存在使得这部分气相工质可以转移至相邻通道内，导致2mm槽道

内的气相工质增多，间接加快了槽道内液柱的运动速度，也增加了弹状流发生的频率。

(a) 0s ` (b) 0.05s (c) 0.1s

(d) 0.15s ( f) 0.25s

(g) 0.3s (i) 0.4s

(j) 0.45s (k) 0.5s (l) 0.55s

(e) 0.2s

(h) 0.35s
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图 6 非均匀槽道平板热管冷凝段的单向流动性

单向流动特性同样可以在含沟槽的非均匀槽道平板热管中体现，为了更清晰地说明内部

的流动情况，仅展示该热管的部分槽道，如图7所示。在脉动初期，由于蒸发段的热量累积，

内部的压力波动使得热管所有通道内的液柱都有向上脉动的趋势，如图7(a)至图7(d)所示。

此外，冷凝段沟槽的存在造成工质在刚接触冷凝段时，就已经逐渐开始分流，回流工质脉动

速度的差异使得小通道内液柱出现前移现象，即如图7(e)所示的未脉动至冷凝段就开始驻定

甚至回流。由于这部分液柱的位置距离热管底端较近，下方气柱的影响有限，因此部分工质

回流至蒸发段底部后，可以通过横向通道，流动至2mm通道内重新向上脉动，如图7(h)至图

7(j)所示。

观察图7还发现了一个有趣现象，冷凝段保留的部分槽道的确可以维持液柱向上脉动一

段距离，使得液柱不至于在刚接触冷凝段时就回流。但是，冷凝液的分流现象也确实影响了

脉动的液柱高度，即在未达到冷凝段顶端时，脉动的工质含量就已经无法维持液柱，此时脉

动高度约为冷凝段的2/3。
在高功率条件下，三者内部工质的流动特性同样存在一定区别，这可从图8展示的60W

加热功率下三种热管的可视化流态中得到展示。通过上一章节的分析可知，柱状流、弹状流

与液柱破碎这三种流动模式的产生和转换均与汽化核心处产生的气体量息息相关。由于通道

尺度的改变，使得非均匀槽道平板热管1mm通道内的部分气态工质转移至2mm通道内，蒸发

段内大通道内的气态工质含量相对增加，气柱的运动速度也相对提高。故在高功率条件下，

非均匀槽道平板热管内的气柱可以更快地冲破液柱形成环状流。所以从图6(b)可看出，2mm
通道内的液柱在刚脉动时就被击破，鲜有液柱能以弹状流的形式进入热管的冷凝段。相反，



由于小通道内的毛细力大，此时又无回流液的阻碍，部分1mm槽道内的工质可以脉动进冷凝

段。但是，由于在非均匀槽道平板热管中，2mm槽道主要承担工质的换热作用，故而热管不

可避免的出现了传热恶化现象，槽道因缺少工质润湿而部分烧干。

(a) (b) (c) (d) (e) (f) (g) (h) (i) (j) (k) (l)

△t=0.05s

图 7 20W 加热功率下非均匀槽道阵列微柱平板热管的流动特征

但是沟槽的加入完全改变了非均匀槽道热管在高加热功率下的运行情况，如图8(c)所示。

由于热管冷凝段的分流位置降低，回流液对蒸发段工质的运动起抑制作用，一定程度上降低

了气柱的运动速度。并且，回流液也增加了脉动液柱的工质含量，使得液柱破碎的难度上升。

因此，部分2mm槽道内的工质仍可以脉动至冷凝段。同时，微柱在高加热功率下成为了冷凝

液滴的载体，等微柱下的冷凝液凝结到一定厚度时，冷凝液滴就会顺着微柱壁面一直向下滑

落直至蒸发段。故而蒸发段在60W的加热功率下也未出现烧干现象，热管依旧稳定运行。当

功率继续升高直至80W时，过大的加热功率使得气相工质激增，热管几乎无法脉动，即使沟

槽在不停的向蒸发段输送冷质，但因为冷凝液的滴落存在时间间隔，热管出现“间断烧干”现
象，如图9所示。

综上所述，非均匀槽道的设计增加工质的单向流动性，减小了液柱在冷凝段的振荡现象，

提高了工质的流动效率。而阵列微柱的设计在高加热功率下可以抑制过快的流动速度，减小

破碎液柱出现的频率。可见，所设计的新型热管在流动状态层面上已初步凸显出了应有的效

果。
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图 8 60W 加热功率下热管的可视化对比图：

(a) 均匀槽道；(b) 非均匀槽道；(c) 阵列微柱非均匀槽道

“间断”烧干

冷凝液滴

图 9 阵列微柱平板热管的间断烧干现象

3 基于不同槽道结构平板热管温度特性的对比

3.1 不同加热功率下的温度分布

图10展示了三种热管在不同功率下的轴向温度分布图。由图可知，在10W的低加热功率

下，三种热管的蒸发段温度分布都较为均匀。此时热管已经启动，压力差使得气液两相工质

可以在热管蒸发段内顺畅的流动换热，不会出现较高或较低的温度点。但随着功率的升高，

热管内的流型开始转变，当气体流动速度突破阈值，或气相工质未来得及相变而堆积在液柱

表面时，部分液柱无法脉动，热管大部分的换热开始依靠冷凝液的回流进行。工质在回流过

程中继续受热，冷凝液厚度逐渐减小甚至消失，因此蒸发段的高温点逐渐开始显现。
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图 10 不同功率下轴向温度分布图：

(a)均匀槽道热管；(b)非均匀槽道热管；(c)阵列微柱非均匀槽道热管

对于均匀槽道平板热管而言，T9为蒸发段温度最低点，这是因为T9位于液柱堆积处，即

使在80W的加热功率下，也一直存在工质润湿，温度只有49.2℃。相同功率下，同样存在液

柱堆积的T10因为距离冷凝段的位置过远，壁面热传导能力较差，使得其温度要高于T9，数

值为54.1℃。由于冷凝液在蒸发段处的再蒸发，T6处的冷凝液较薄，同时在高加热功率下破

碎液柱也无法顾及于此，因此T6成为了该热管的最高温度点，温度可达59℃。非均匀槽道平

板热管的温度分布趋势与其类似。但由于该热管流态变化的前移现象，60W时热管内部已几

乎无脉动液柱，并且液柱破碎位置也相对较低，T6处温度已达至60℃，烧干严重，随即停止

实验。但是，沟槽元素的加入改变了热管内部的分布规律。由于沟槽处均可产生冷凝液滴，

冷凝液的回流位置从热管顶端降至冷凝段末端，热管在蒸发段的冷凝液厚度也因此增厚，高

温点的位置也随即下移。从图中可看出，其高温点从T6下移至T7，在80W的极高加热功率下，

最高温也仅有54.91℃。

在低加热功率下，工质的脉动为热管传热的主要方式，此时的液柱可在热管内顺畅的脉

动，温度均匀性均较好。但是，阵列微柱的存在使得液柱无法脉动至冷凝段顶端，因此冷凝

段顶部T1处的温度略低于其余温度点。由上文的流型分布特性可知在40W之后，三种热管的

部分槽道内开始出现无法脉动至冷凝段的液柱，壁面的热传导作用开始显现，根据热量的传

导规律可知，越靠近热源处的温度越高，因此当功率超过40W后，三种热管的冷凝段温度分

布规律一致，均为T1至T4依次增加。



3.2 不同加热功率下的温差对比

蒸发段温差过高表明热源某处发生传热恶化，热管出现失效现象。而冷凝段温差过大则

说明部分冷凝段并未参与换热。图11分别为三种热管蒸发段与冷凝段的温差对比图。由图可

知，三种热管蒸发段的温差都随着功率的升高而逐渐增大，原因在于热管内部都经历了柱状

流-弹状流-破碎液柱的阶跃，每一次转变都将带来温差数值的增大。蒸发段的温差由小到大

的排列依此为阵列微柱非均匀槽道热管、均匀槽道热管和非均匀槽道热管。这是因为在低加

热功率条件下，改变槽道尺寸的均匀性固然可以提高热管的单向流动性，但是蒸发段小槽道

内液柱的堆积使得部分工质无法回流至蒸发段换热，部分区域缺乏工质的润湿，即使脉动工

质流速较快，但也只能造成低温区的温度更低、高温区的温度更高。然而沟槽的加入有效地

降低了液柱的堆积位置，使得更多的工质可以在蒸发段留存，故而温差较低。当加热功率较

高时，非均匀槽道热管率先达到传热极限，在60W的加热功率下就已烧干，温差达到惊人的

20.66℃。而对于阵列微柱而言，沟槽内生成的冷凝液滴，使得破碎液柱无法顾及的区域仍有

工质润湿，不会出现烧干的传热恶化现象，即便是在80W的加热功率下，蒸发段温差也仅有

5.2℃，体现出非常理想的温度均匀性。

观察图11(b)却发现，阵列微柱非均匀槽道热管温度的均匀性在冷凝段的表现并不理想。

这是因为沟槽的加入破坏了脉动液柱的形态，当液柱运动至冷凝段时，部分工质已开始分流

下落，液柱并未脉动至冷凝段顶端就已无法维持。由于冷凝段顶部仅通过壁面的热传导进行

换热，温度相对较低。相反，由于工质在冷凝端的堆积，非均匀槽道热管在低加热功率下的

温差最低，在40W时也仅有1.52℃，但是，当功率超过40W时，由于无脉动液柱的作用，其

冷凝段的温差也开始逐渐超过均匀槽道热管。
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图 11 不同加热功率下三种热管的温差对比：(a)蒸发段温差；(b)冷凝段温差

综上所述，非均匀槽道的设计可以加快工质的单向流动性，提高低加热功率下的传热效

率，而沟槽的加入也确实为蒸发段的温度均匀性提供了可观的帮助，但是微柱的面积是一个

值得探讨的问题。显然，沟槽在冷凝段的全覆盖并非最优的设计结构，从冷凝段的温差可看

出，冷凝段的利用率并未达到最佳，因此下文将对冷凝段的沟槽面积进行优化分析，以期获

得最优冷凝段结构。

4 阵列微柱结构的优化

在低加热功率下，由于工质脉动速度相对较慢，液柱上升的惯性力较低，冷凝段的利用

率约为整体的1/3。当提高加热功率后，利用率随之提高，脉动位置最高可达冷凝段的2/3。
进一步提高加热功率至70W时，脉动液柱无法运动至冷凝段，此时的换热依靠冷凝段微柱下

凝聚的冷凝液作用，利用率可认为达到100%。因此，在不同的加热功率下，热管冷凝段的

利用率均不相同，为了探明微柱面积对热管传热性能的影响，本又另外加工了阵列微柱数所

占区域为冷凝段面积的1/3和2/3两种平板热管，如图12所示。
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图 12 不同冷凝段微柱面积的示意图：(a) 1/3；(b) 2/3；(c) 3/3

4.1 阵列微柱面积对热阻的影响

为了突出微柱面积对热管传热性能的影响，将不同微柱面积的平板热管与常规槽道平板

热管以及非均匀槽道平板热管一同进行对比，其中热阻的对比如图13所示。
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图 13 不同微柱面积下的热阻对比

由图可知，在10至20W的低加热功率下，非均匀槽道平板热管的热阻最小，原因在于非

均匀槽道的设计促进了热管工质的单向流动性，加快了2mm槽道内工质的脉动速度，使得热

管换热速度较快。然而，这一现象并不能持续较长的功率区间。前文指出，非均匀槽道的结

构设计使得流态的转变出现前移现象，在40W时就已有部分液柱无法脉动至冷凝段，光靠冷

凝液的回流无法润湿所有的蒸发段壁面。冷凝段小槽道内的驻定现象减小了热管的实际脉动

工质含量，在40W时热阻就已开始急速上升，并在60W时达到了较高的0.234℃/W，蒸发段

部分温度已达60℃，不得不中止实验。

对于冷凝段阵列微柱全覆盖的非均匀槽道平板热管而言，在低加热功率下的热阻最大，

为0.239℃/W。这是因为当蒸发段输入的热负荷较低时，热管工质的脉动速度相对较慢，其



运动的惯性力也较小，因此当冷凝段微柱全覆盖时，液柱上升1/3冷凝段高度后便分流殆尽。

由于冷凝段上端仅通过热管壁面的热传导与蒸发段进行换热，整体传热效率不高。但这一现

象随着阵列微柱面积的减小而有所改善，这种布局的改变直接抬升了液柱的分流高度，从而

直接提高了冷凝段的利用率，并且非均匀槽道的设计也加速了工质的传热速度。在这两方面

的作用下，2/3与1/3微柱面积热管在低加热功率下的热阻就已低于常规槽道热管，仅为

0.193℃/W与0.187℃/W。随着加热功率的提高，可脉动至冷凝段的液柱数量减小，阵列微柱

的效果已然凸显。此时微槽面积的增大意味着可产生冷凝液滴的区域也随之增大。当微柱区

域达到冷凝段面积1/3时，产生的液滴仍需通过较长的距离才可将冷凝液运输至蒸发段。在

这途中，冷凝液的厚度逐渐减小，并未给蒸发段带来较大的冷量收益，仅将非均匀槽道热管

的传热极限延迟10W。而2/3的冷凝段面积则可极大程度的延长传热极限至60W，仅比阵列微

柱全覆盖的平板热管低了10W。

综上所述，具有1/3冷凝段微柱面积的热管，虽然在低加热功率下降低了热管的热阻，但

是其传热极限过低，仅维持至40W。当冷凝段均布置微柱时能够带来较好的传热极限，但其

在低加热功率下的传热性能不尽人意。相比之下，微柱面积占到2/3的热管不仅在低加热功

率下有着良好的热阻，而且可将其优异的传热性能保持至60W，即使在60W后热阻开始上升，

其传热性能仍优于常规槽道的平板热管。

4.2 不同阵列微柱面积对导热系数的影响

导热系数的分析更能直观的体现出热管传热性能的优劣，为此给出了各类热管在不同加

热功率下的导热系数的变化情况，如图14所示。

图 14 不同微柱面积下的导热系数对比

对比四类新设计的热管可发现，在10W的加热功率下，非均匀槽道平板热管与1/3阵列

微柱平板热管的导热系数较高，可达2779.32 W·m-1·℃-1与2671.23W·m-1·℃-1，但这种优异

的导热性能分别在30W与40W后开始降低，在60W时仅分别为2810.88·m-1·℃-1与2136.47·m-
1·℃-1，不适用于高功率发热元件或高温的环境下使用。3/3阵列微柱平板热管即使拥有较好

的热稳定性，在70W时仍可保持3997.44 W·m-1·℃-1的超高导热系数，但其在低中加热功率

下的导热性能较差。相比这三种热管，2/3阵列微柱平板热管的综合导热系数显得最优，在

低中高三种加热功率下未展示出任何短板，在10-80W的功率区间内，最小导热系数也有

2582.51 W·m-1·℃-1，而最大可达3749.53 W·m-1·℃-1。与常规微槽道平板热管对比，该热管

的导热系数也已全面赶超，综合考虑后，本文认为2/3阵列微柱的非均匀槽道平板热管为最

优结构。



5 最优结构热管的启动特性分析

图15为10W与60W为启动功率热管的测点温度变化图，观察图15(a)可知，在10W的低加

热功率下，热管的启动特性与前文类似，在45s启动后，两端温差陡然降低，蒸发段的温度

以小幅振荡的形式缓慢上升。在热管稳定后，蒸发段的温差为0.59℃。对于冷凝段温度而言，

T1的振荡幅度相较其余三个温度测点似乎更小，温度也较低，仅为21.83℃，而冷凝段整体

的温差为0.38℃，与图11冷凝段全微柱温差相比有所降低。在60W的高加热功率下，热管的

启动表现出了不一样的特性。如图15(b)所示，高热流密度的输入使得蒸发段温度急剧上升，

在热量输入的5s内就已启动，因此温差并未表现处明显的减小现象。观察温度的攀升过程可

发现，在400s前，蒸发段温度的振荡现象有所缓解。但当时间来到400s时，蒸发段T6与T7处
的温度又开始振荡。而冷凝段则时刻保持平稳，在稳定状态时的温差仅有3.02℃，与冷凝段

全微柱相比降低了3.28℃，效果显著。
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图 15 不同加热功率下的启动特性：(a) 10W；(b) 60W

上述现象的产生可通过图16的瞬时流态图解释。在低加热功率下，热管启动前内部呈池

状态现象，其换热主要依靠壁面的热传导与液池的膜蒸发。当热管在45s启动时，瞬间脉动

的液柱使得热管两端温差陡降，直至1800s均以柱状流的形式运行。热管此时依靠工质在蒸

发段与冷凝段的往返运动实现热量转移，由于此时加热功率较低，工质脉动的速度和频率也

较低，因此热管蒸发段各点温度的表现均为小幅振荡。而冷凝段微柱区域的抬升使得一部分

脉动液柱可以运动至T1的区域，但由于脉动速度小，部分液柱未升至T1处已分流下落，如图

16。因此，T1处工质经过的频率小于其他三个温度测点，其温度振荡频率自然也小。

0s 45s 1800s 1800s400s
(a) (b)

(液柱高度)

5s

图 16 不同加热功率下的瞬时流态：(a) 10W；(b) 60W



在60W的高加热功率下，高热流密度的输入使得热管在5s内就已启动，因此图16(b)以5s
作为起点。由于高加热功率使得蒸发段气体含量大幅增加，脉动液柱的移动速度与惯性力也

随之增大。因此与低加热功率相比，其液柱上升高度也更高，此时的热管壁面几乎全被快速

移动的工质覆盖，温度并不会发生振荡而是随着时间的推移稳定上升。但是高功率使得较多

的气态工质无法及时相变，在400s时，热管开始朝着阵列微柱主导传热的模式转变。此时T6
与T7由于离蒸发段底部沉积的液柱和冷凝段阵列微柱较远，冷凝液或破碎液柱对这两块区

域的润湿频率低，因此在热管稳定运行阶段，T6与T7处的温度同样开始出现振荡现象。

6 结论

本工作针对微槽平板热管气液两相逆流这一特性的不足，设计了一种非均匀槽道阵列微

柱平板热管。首先从可视化层面着手，揭示其与均匀槽道平板热管、非均匀槽道平板内部气

液状态并分析。接着通过对温度特性的分析，体现新结构热管的良好均温性。在此基础上通

过改变阵列微柱面积的方式，分析热阻与导热系数等参数，优化了其冷凝段有效使用面积不

足的缺陷。在确定了最优结构后，通过不同的加热功率，对其传热性能与启动特性进行测试，

以深入了解该热管的运行机制，最终的结论如下：

（1）低加热功率下，小通道内的工质不易回流至蒸发段，热管内部呈“单向流动”现

象。高加热功率下，阵列微柱的加入可缓解热管的烧干，在80W时，热管内部也仅呈间断烧

干现象。

（2）非均匀槽道阵列微柱平板热管的蒸发段具有最优温度均匀性，在80W的加热功率

下，温差仅有5.2℃。

（3）2/3阵列微柱的非均匀槽道平板热管的综合传热性能最佳，在10-80W的功率区间内，

最小导热系数也有2582.51 W·m-1·℃-1，而最大导热系数可达3749.53 W·m-1·℃-1。并且每个

功率下的导热系数均优于均匀槽道平板热管。

（4）10W的加热功率下，热管可在45s内启动，温度由于液柱的移动保持小幅振荡现象。

60W的加热功率下，热管5s内就已启动，靠近冷凝段的区域温度因冷凝液间断润湿而在400s
后出现震荡现象。
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摘要：本文通过离心力旋转平台提供不同离心加速度环境，观察并记录泡沫铜/石蜡复合相变材料(CPCM)

融化过程中的相界面轮廓和瞬时温度，探究了不同力场对 CPCM 传热特性的影响规律。结果发现：与常重

力相比，正向力场抑制自然对流，延长了相变材料（PCM）完全熔化时间，同时导致热源温度被动持续升高；

负向力场增强自然对流，提高了 PCM 熔化速率，且整体温度分布更均匀。此外，在负向力场下，CPCM 展

现出更佳的传热效率和潜热储存效率。

关键词：离心加速度 复合相变材料，力场，自然对流。

0.前言

相变蓄热技术因相变材料（PCM）自身具有储热密度高，相变过程温度波动小，工作

稳定性高等特点[1]，成为实现能源高效利用的关键技术之一。然而在航空航天、汽车和电

子等领域中，热管理系统常常需要应对复杂的工作环境。目前在热管理系统在变力场环境下

的适用性得到了广泛的关注[2–5]。传统的相变材料普遍存在导热系数低的问题，这极大地

限制的蓄热速率。由于泡沫金属骨架结构特殊性[6]，在与 PCM 组合成复合相变材料强化

传热方面有着一定的优势。研究人员针对泡沫金属复合相变材料热性能和流动特性开展了大

量研究。

Zhao et al.[7]通过实验对比了泡沫铜对相变材料凝固/熔化的影响，结果表明加入泡沫

金属可使整体熔化速率提高 3-10 倍，同时发现相较于纯相变材料泡沫金属的加入使得凝固

时间也缩短了一半以上。Xiao et al.[8]利用真空辅助将石蜡浸渍在不同孔隙度和孔密度的

铜和镍中，实验结果表明，泡沫金属加入均能使 PCM 的导热系数显著提高，且有效导热系

数随着孔隙率的降低而增大。而相同孔隙率下，改变孔密度的对相变材料有效导热系数的影

响较小。针对非常规力场，Li et al .[9]基于孔隙尺度三维晶格玻尔兹曼模型研究了超重力

对 CPCM 热性能的影响。结果表明超重力下自然对流的显著增强，熔化界面更加倾斜，导

致了温度分布不均匀。此外，熔化速度随加速度增加而变快。Zhang et al.[10]通过离心实
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验台研究了 CPCM 在不同离心加速度下的熔融特性. 结果表明离心加速度驱动下液体 PCM

自然对流不断增强，复合 PCM 的不均匀导热也会随着离心加速度的增加而增强。

从以往的研究来看，不同力场对 PCM 熔化传热特性有显著影响。泡沫金属是强化 PCM

导热系数的有效方法。在我们先前的工作中,设计并搭建了离心实验平台[11],并通过可视化

探讨了力场对纯相变材料热性能的影响。本文通过不同力场条件下，复合相变材料瞬时相界

面轮廓、瞬时温度分布和传热速率等研究，系统地讨论力场大小和力场方向对泡沫铜石蜡/

复合相变材料的流动特性和热性能影响。该研究可为热管理系统在实际工程应用中的可行性

和优化设计方向提供参考。

1.实验方案

1.1 实验样品

实验中采用广州中佳有限公司提供的石蜡作为相变材料。采用差示扫描量热仪对石蜡的热

性能进行了测试，得到的 DSC 曲线如图 1 所示。泡沫铜孔隙率为 0.97，孔密度为 20PPI，

结构尺寸为 80mm x 80mm x 10mm。相变材料和泡沫铜的热物理性质如表 1 所示。

图 1 DSC 测试曲线图

表 1 泡沫铜和石蜡热物性参数

物性参数 材料

石蜡 泡沫铜

密度 (kg/m3) 900 8979
比热容 (J/kg ∙ K) 2200 381
导热系数( W/m ∙ K) 0.2 401
动力粘度 (kg/m ∙ s) 0.003116
潜热(J/kg) 197700
熔化温度 (K) 314-321



热膨胀系数 (1/K) 0.000617

1.2 实验装置及方法

研究不同外力下 CPCM熔化传热特性的实验平台如图 2 所示。旋转平台提供水平离心力，

该力与竖直方向的重力共同构成了一个合力场。分别通过调节旋转平台的转速和热源的位置，

来改变 CPCM 所受的离心力的大小和方向（热流方向与离心力方向相同方向为正，反之为

负）。旋转平台上实验系统主要包括，数据采集仪，计算机，直流电源，可视化相机，测试

模块组成。直流电源为 CPCM 提供持续热流。为了准确稳定的记录旋转平台工作时内部

CPCM 的固-液相界面演变和内部温度分布，我们将测试模块设计为固定容器，蓄热单元，

保温材料三部分组成（图 2（c））。蓄热单元均采用 PC 板对复合相变材料进行封装。为了

观测相变储热单元局部温度随时间的变化和整体温度场的变化，在蓄热单元内部布置温度监

测点进行跟踪。

图 2 离心力旋转平台结构示意图(a)正向力场,(b)负向力场,(c)测试模块

2.结果分析

2.1 固-液界面的演化

为了研究不同力场条件对CPCM传热性能的影响，详细对比了不同力场条件（-5g、-3g、

-1g、0g、1g、3g 和 5g）下 CPCM 固-液相界面发展规律。图 3 表示常重力下相界面的演变

过程。固体 PCM 吸收左侧热源提供热流开始熔化，由于前期导热主导， CPCM 相界面整

体呈现水平推动发展，不同高度下熔化速率接近。随着熔化的进行，自然对流对相界面的发



展开始发挥作用。PCM 熔化受热熔化后向顶部流动，加快了顶部熔化速率，相界面呈现上

快下慢的发展趋势。并且随着熔化时长的增加，顶部和底部熔化速率差距进一步扩大。在没

有外力作用下 CPCM 传热过程由前期导热主导发展成对流主导主要最后回到导热主导的形

式。

图 3 常重力下相界面轮廓的演化过程

图 4 表示正向力场下相界面的变化过程。在熔化的初期阶段，固-液界面几乎平行，因

此热传导是传热的主要方式。随着熔化的进行，在自然对流的作用下传的偏移程度较小，这

表明 CPCM 在该力场下的对流强度较小。这是因为正向力场下改变了液态 PCM 所受浮力方

向，温差无法驱动熔化后高温热流体有效流向固体 PCM，导致熔化的高温 PCM 仍然聚集在

热壁面附近。为了进一步对比正向力场大小对 CPCM 熔化过程中相界面的影响，这里引入

“终态等压线”，即由离心力和重力矢量合成，垂直于合力矢量方向的直线[11]。由图可知

在 3g 和 5g 力场下 1500s 相界面接近平行终态等压线方向，往后整个相界面方向没有发生改

变，整体相界面沿终态等压线方向平移推动。这说明自然对流完全被抑制，整个过程以导热

形式推动 PCM 的熔化。而 1g 力场下相界面发展到与终态等压平行存在时间上的“滞后”。

这说明 1g 工况下弱自然对流和强导热共同推动相界面的发展。以上结果证明：（1）在 0g，

1g，3g 工况下，随着正向力的增大，对自然对流抑制作用更加显著，导致整体熔化速率更

慢。（2）在 3g 和 5g 工况下整个熔化过程可以认为以热传导的形式进行，因此可能是因为

5g 工况下相界面更加接近垂直，整体的液体阻力更大，进而熔化速率更慢。

图 4 正向力场下相界面轮廓的演化过程



图 5 展示了负向力场条件下相界面的演变过程。熔化初期由于熔化空间小，此时内部热

量传递以导热为主，对流换热传递热量较少，整体相界面与常重力和正向力场下较为相似。

随着熔化的进行，可以看到同一时刻负向力场下的液相分数明显大于其他工况。这说明负向

力能有效克服金属骨架的阻碍，增强自然对流在传热机制中的作用，提高了整体的传热效率。

CPCM 的熔化相界面在不同负向力大小下也呈现不一样的发展趋势。为了清晰描述负向力大

学小对相界面轮廓的影响这里引入浮力矢量（红色虚线），图中可看到随负向力增大，浮力

矢量与水平方向夹角逐渐减小。这说明从 0g 到-5g，浮升力的作用驱动热流体自下而上流动

逐渐减弱，而驱动热流体水平方向流动逐渐增强，使得不同力场下对流最强区域发生改变，

导致相界面自上而下发生变化。而对比熔化末期，-3g 和 5-g 工况中的固体 PCM 区域面积，

发现增加负向力对整体融化速率没有明显提升。这说明在负向工况下，增加负向离心力一定

程度上能改变自然对流大小和方向使的相界面呈现不同的发展趋势，但对整体熔化速率的增

强效果是有限的。

图 5 负向力场下相界面轮廓的演化过程

2.2 温度分布

2.2.1 力场对温度分布的影响

从上述不同力场条件对 CPCM 相界面轮廓的影响研究中我们发现，不同力场方向下相界

面发展存在极大差异。对此，本节针对了不同力场方向下（0g、5g 和-5g）CPCM 的熔化过

程的瞬时宏观温度分布进行分析。

为了定性地表示 CPCM 内部的温度分布，使用 Tecplot 软件对实验温度数据进行线性插

值后处理，得到 CPCM 实验过程中瞬时温度分布（图 6）。在所有工况下，600s 时都观察

到了中间温度的略高现象，主要是由于加热片温度的不均匀导致的。针对负向力场下的温度



分布（图 7(a)所示），可以发现熔化前中期等温线始终沿着浮力矢量方向传递。而在熔化末

期（t=3300s），与其它两种工况相比，高温区域更少，整体温度分布更加均衡。这说明，

负向力场对自然对流的增强，促进了流体与固体 PCM 和热壁面之间的热交换。液体 PCM

吸收的大部分热量快速传递到固体 PCM 中，增加了热交换速率。图 7(b)为 CPCM 在常重力

条件下不同时刻的温度分布。在 1500s 到 3300s 的这个时间段内，可以观察到热流体在浮力

作用向顶部聚集。在此过程中，热壁面顶部区域温度会首先升高，然后向右侧进行扩散，在

接触冷壁面之后进一步向下发展。这是因为当高温流体接触顶部壁面，它会转向固体 PCM。

而在接触冷壁面后，由于顶部温度和密度分布趋于均匀，开始以导热主导形式传递。这表明

在整个融化过程中，CPCM 温度发展受到对流（中期）和导热（后期）的共同影响。正向力

场下（图 7(c)），随着时间的推移高温区域面积逐渐增大，等温线以高度线性化形式沿着合

力矢量方向发展，且温度梯度分布明显。这是因为正向力场下浮力矢量方向指向热壁面，热

流体沿浮力矢量方向微弱流动后稳定聚集在热壁面侧，相界面同时受到高密度低温流体压力，

使高温流体无法与固体 PCM 区域流动换热。这表明，正向力场效应了抑制温度不均匀所引

起的对流，使得整个熔化过程以导热形式推进，CPCM 不同位置处温度以近似非稳态导热时

的变化规律逐渐增加。

总的来说当温度和密度分布不均匀时，液体 PCM 会受到浮力作用，而产生不同强度的

流动，这种流动可以改变 CPCM 中的传热能力。负向力场下会突出这种传热能力，正向力

场反之，从而导致不同力场方向下的温度分布出现了极大差异性。

图 6 不同力场条件下 CPCM 瞬时温度分布(a)0g,(b)5g 和(c)-5g

2.2.2 热源温度

热源温度瞬时变化如图 7 所示，在正向力场下，液体 PCM 流动受到了明显的阻碍，



使得热源温度无法有效传递给整个 PCM，从而致使热源温度被动地持续升高。且随着正向

离心加速度增大，这种现象更加明显。负向力场下 CPCM 受热壁面温度迅速升高后，随着

液相率的增大，热源壁面温度又出现一定幅度的下降，且负向力越大这种现象越明显。这是

因为负向力场能有效的推动液体 PCM 的流动，有效减少了近壁面热量的聚集和增强液体

PCM 与壁面和固体 PCM 之间的换热效率，致使壁面温度出现一定幅度下降。

图 7 不同力场下瞬时壁面温度变化（a)正向力场作用下,(b)负向力场作用下

2.3 传热特性

2.3.1 液相率

实验过程中对熔化结果 5min 中进行一次拍摄，忽略由于体积膨胀从热储存单元溢流出

的石蜡，计算结果中的液相区域面积与整体面积之比即该时刻的液相率。不同力场条件下的

液相率随时间的变化关系如图所示。

图 8 可以观察到在负向力场下、液相率随时间近似线性变化。这说明负向离心下整个熔

化过程中熔化速率近乎相同，且-5g 和-3g 相较于-1g 线性关系更加明显。这主要是由于自然

对流在整个传热机制过程强度不同所致。负向力场能有效推动高温液体的流动迁移，使自然

对流在传热过程中占据主导地位，同时负向力场也能改变高温流体流动路径，使得高温流体

更快速有效的接触固体 CPCM。因此尽管液体层厚度随着熔化分数的增加而变厚，但对负向

力场下对 PCM 融化速率的影响有限。在 0g 工况下，液相率中期随时间呈现线性趋势，而

到后期逐渐偏离线性，熔化速率下降。这主要是由于浮力作用下高温流体优先侵蚀顶部固体

PCM，当顶部固体 PCM 熔化完全后，逐渐在顶部形成稳定的高温液体层，传热机制由“自

下而上”的对流主导转变为“自上而下”的导热主导，使得整体熔化速率下降。在正向力场

下，整体完全熔化所需要的时间更长，说明正向力场工况下传热速率较低，熔化速率较低，



且随着正向力场增大这一现象更加明显。这是因为正向力场会抑制温差不均匀产生的对流效

应，这种抑制作用增加了内部热阻从而延长了完全熔化的时间。

图 8 不同力场条件下的液相率随时间变化

2.3.2 传热系数

传热系数（ℎ(ݐ)）随时间的变化(图 9 所示)可以反映 CPCM 在熔化过程中的传热机制变

化。ℎ(ݐ)可以表示为：

( )( )
w m

q t
h t

T T





（2.1）

式中，Tw为热壁面平均温度，Tm 相变材料熔化温度。

结果表明，所有力场条件下 h(t)均以相对较大的值开始，然后快速下降。这是因为在熔

化初期液体层较薄，热阻非常小，相应的传热速率很高。而随着液体层厚度增加，内部热阻

增大，传热效率降低，传热系数减小。而在不同工况下经历这一初期阶段后 h(t)发展趋势出

现较大差异性。0g 条件下传热系数在经过初期急剧减小后，传热系数的下降速率明显变缓

形成两个不同的稳定下降区间（1000s-2900s 和 2900s-熔化结束）。在第一个区间传热机制

由导热过渡成自然对流传热系数整体下降速率平缓，而在第二区间自然对流强度大幅降低，

传热系数下降速率明显增快。而在负向力场下，传热系数初期急剧减小形成更加明显两个变

化区间。-1g 工况下，第一个区间的传热系数几乎保持恒定。而在-3g 和-5g 工况下，传热

系数分别出现了不同程度的回升，且-5g 工况下第一区间反应时间明显长于-3g 工况下。这

证明负向力场驱使对流强度的增强，且随着负向力场的增大增强效果更加显著，强对流反应

时间更长。而在正向力场在 1g、3g 和 5g 工况下，传热系数以较快速率的速率稳定下降，直

至熔化结束。这说明正向工况下，整个反应过程传热机制稳定，没有出现强对流现象，热传

热主导了整个熔化过程。



图 9 不同力场条件下壁面传热系数

3.结论

本文基于离心力旋转平台，探究了泡沫铜/石蜡复合材料在不同力场条件的热性能表现

进行了实验研究。本次研究得到的结论如下：

1、与常重力相比，当正向力场会抑制自然对流，从而延长 PCM 熔化时间。且随

着正向力的增大，这种抑制效应变得更加显著。负向力场能够增强自然对流，

提高熔化速率。但增大负向力场对整体熔化速率的增强效果是有限的。

2、负向力场对自然对流的增强，能有效促进流体与固体 PCM 和热壁面之间的热

交换。使整体温度分布更加均匀。正向力场下，热流体聚集热壁面附近，CPCM

内部温度以近似非稳态导热时的变化规律逐渐增加。

3、负向力场能有效增强液体 PCM 与壁面和固体 PCM 之间的换热效率，降低热源

温度。正向力场抑制自然对流，热源温度无法有效传递给整个 PCM，从而致

使热源温度被动地持续升高，降低整体的传热效率。
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摘要：在自然界中固体表面的冷凝结霜现象非常常见，而霜的覆盖对很多领域都会产生不同程度的危

害，因此有必要采取相应抑霜措施。将具有自清洁效应的超疏水涂层与具有光热转化性能的材料相结

合，应用于抑霜是一种新的思路。本文基于有机硅烷衍生物十八烷基三氯硅烷（OTS）水解缩合反应，

通过添加碳纳米管（CNT）制备光热超疏水涂层溶液，将其喷涂于铜基底得到光热超疏水涂层

Cu-OTS+CNT，并通过实验验证了涂层减缓结霜和促进融霜的效果。制备的 Cu-OTS+CNT 涂层表面光

吸收率可达到 96.3%，表现出良好的光热效应。在冷凝结霜阶段，Cu-OTS+CNT 不仅能通过液滴的自

发弹跳使其从表面脱离，还可以借助光热效应升高表面温度，减缓液滴生长速度，从而减少液滴覆盖

的面积，抑制霜锋的传播，进而延缓霜层的形成。在融霜阶段，Cu-OTS+CNT 能有效缩短霜层融化的

时间，并显著降低融化液滴的覆盖率。本研究提出的光热超疏水涂层制备方法简单快捷，无需氟化改

性，所制备的涂层对延迟结霜和促进融霜均有明显效果，为抑霜技术提供了新的思路。

关键词：光热超疏水；碳纳米管；抑霜除霜；液滴弹跳；液滴覆盖率

0 前言

冷凝结霜是自然界中常见的现象。而霜的覆盖对对航空航天[1]、空调暖通[2]、风力

发电[3]等领域都有不利影响。因此，防结霜技术和除霜方法的研究和应用在很多领域都

具有重要意义[4-7]。通常，湿空气中的水蒸气与温度低于露点温度的过冷表面接触时会

在表面成核形成冷凝液滴[8]。随着液滴的生长、合并，大量的冷凝水将会覆盖在表面。

若冷表面的温度同时低于冰点温度，冷凝液滴会冻结，水蒸气在冻结液滴表面形成霜晶，

进一步生长形成霜层，即冷凝结霜[9,10]。
先前的研究表明冷凝液滴的结霜与液滴的大小和分布有着密切的联系[11,12]。超疏

水表面上液滴运动性极强，且相邻液滴接触可出发自发弹跳现象，有利于液滴从表面移

除，因此在防结霜领域吸引了大量关注[13-20]。然而，尽管超疏水表面在一定程度上延

迟了结霜，但如果长期处于低温高湿的环境条件下，由于液滴间的冰桥作用，最终霜层

的生长是不可避免的[21,22]，因此超疏水表面的融霜除霜也至关重要[23-25]。与凝结过

程中的情况类似，超疏水表面在融霜过程中也会进行自发的液滴跳跃、滑动、旋转等运

动，动态的除霜过程降低了超疏水表面上融霜后的液滴覆盖率[27-30]。然而，超疏水表

面在低温高湿的条件下会丧失超疏水性，应用范围具有一定的局限性，所以考虑将光热



性能与超疏水性能相结合，这为抑霜除霜提供了新的方向[31]。

最近，有学者对太阳能防结霜表面（SASs）进行了研究，它可以有效地吸收阳光并

将太阳能转化为热量，从而延迟或防止结冰[32-34]。由于有效地利用了清洁可再生的太

阳能，SASs 具有环保、节能的优势，但 SASs 上冷凝水的累积会增大表面反射率，导致

表面光吸收率降低，影响光热效率。因此，将具有自清洁效应的超疏水涂层与具有光热

转换性能的太阳能材料相结合，二者的协同作用可以促进液滴在表面的更新，从而降低

液滴覆盖率，延迟液滴的冻结，减缓霜层的生长。然而，目前大多数的制备工艺都较为

复杂，难以实现大规模应用。此外，大多数表面的制备方法通常需要通过氟化改性来获

得超疏水性，而氟对环境有害。所以开发一种简单方便、可大规模应用，且对环境友好

的制备方法非常有必要。

本文通过喷涂法在铜基底表面制备了碳基材料超疏水/光热超疏水涂层，并在水平放

置的亲水铜表面、超疏水涂层表面和光热超疏水涂层表面上分别进行了冷凝、结霜、融

霜实验。观察并对比了不同表面上冷凝液滴的行为、霜的传播与生长，以及融霜后的液

滴覆盖率，验证了光热超疏水涂层延迟结霜、促进融霜的效果。该方法简单方便、无需

氟化改性，有望实现大规模应用，为抑霜除霜技术提供了新思路。

1 方法

1.1 实验表面的制备

本文在尺寸为 40×40 mm，厚度为 1 mm 的铜基底上采用喷涂法分别制备了超疏水涂

层 Cu-OTS 和光热超疏水涂层 Cu-OTS+CNT。十八烷基三氯硅烷（OTS）是一种有机硅

烷衍生物，化学式为 C18H37Cl3Si，其无氟成分最大限度地减少了对环境和健康危害。

Cu-OTS 的制备是将水按一定摩尔比加入 OTS 中，混合均匀。将混合物放置在室温静置

2 小时后，用己烷按一定体积比对混合物进行稀释，搅拌均匀后将其喷涂于铜表面。由

于在表面形成了微纳米级粒子，Cu-OTS 表面具有较好的超疏水性能[35]。
Cu-OTS+CNT 是在上述己烷稀释后的溶液中加入碳纳米管（CNT），然后放在磁力

搅拌器上搅拌均匀，将混合物喷涂到铜表面。碳纳米管缠绕附着在 OTS 微粒上而不参与

任何化学反应，使表面具有更明显的分级结构。由于碳纳米管的本征疏水性，碳纳米管

的添加不会对烷基纤维的超疏水性产生影响，同时碳纳米管的加入使得 Cu-OTS+CNT
具有良好的光热特性。此外，该涂层溶液还可以喷涂于织物、木材、塑料的固体基材表

面，具有良好的普适性。

1.2 实验表面的表征

用扫描电镜（SEM）对 Cu-OTS 和 Cu-OTS+CNT 表面形貌进行了表征。如图 1 (a)
所示，Cu-OTS 涂层表面有微米级的微团结构，进一步放大可以看到附有纳米级露珠的

片状结构。如图 1 (b)所示，Cu-OTS+CNT 涂层表面被碳纳米管覆盖，其中碳纳米管的直

径为 10-20 nm，长度为 0.5-2 μm。用能谱仪（EDS）对 Cu-OTS+CNT 的化学成分进行了

基金项目：国家自然科学基金项目（52206068）



分析，如图 1 (c)所示，C/Si/O 的原子比例为 80.0/6.9/5.5%。使用接触角测量仪测量 Cu-OTS
和 Cu-OTS+CNT 的静态接触角，测试水滴的体积为 5 μL，每个表面的静态接触角测量 5
次。测量结果如图 1 (a)、(b)的附图所示，Cu-OTS 的静态接触角可达到 165±2°，
Cu-OTS+CNT 的静态接触角大约为 163±2°，滚动角都＜5°，表明了它们具有良好的超疏

水性能。

用紫外-可见-近红外分光分度计测试了 Cu-OTS+CNT 涂层 380-2500 nm 光谱范围内

的反射率和吸光度，用于光谱吸收率的计算。在空气温度 22±2℃，环境湿度 25±5%的条

件下，测试了 1 个太阳强度（1000W/m2）下 Cu、Cu-OTS 和 Cu-OTS+CNT 的表面温升，

用于对比验证 Cu-OTS+CNT 的光热效果。

图 1 实验表面的表征。不同放大倍数的 SEM 图像：(a) Cu-OTS， (b) Cu-OTS+CNT（插图显示测量的

水接触角）。(c) Cu-OTS+CNT 的 EDS 图像及元素分布。

Fig.1. Characterizations of experimental surfaces. SEM images with different magnifications of (a)

Cu-OTS and (b) Cu-OTS+CNT (inset shows the measured water contact angle). (c) EDS images and elements

distribution of Cu-OTS+CNT.

1.3 实验系统和条件

实验系统主要由半导体制冷模块、温湿度采集模块和显微摄影模块组成，如图 2 所

示。半导体制冷模块用于提供低温冷凝和结霜源，由半导体制冷板、直流电源、水冷却

器、和恒温水箱组成。温湿度采集模块用于监测实验条件变化，由三个 T 型热电偶、一

个气候测量仪和一个数据采集器组成。T 型热电偶的电缆直径为 0.127 mm，精度为

±0.5℃；气候测量仪的温度精度为±0.5℃，湿度精度为±1.0%。显微摄影模块主要由俯视

显微镜、侧视高速相机和高性能计算机组成。光纤氙灯为光热实验模拟太阳光，用光功



率计对太阳光强度进行测量。加湿器用于调节环境湿度。

图 2 实验系统示意图。主要有三个模块：半导体制冷模块、温湿度采集模块和显微摄影模块。

Fig.2. The schematic of the experimental system. There are mainly three modules in this schematic:

semiconductor refrigeration module, temperature & humidity acquisition module, and microphotography

module. The specific composition of each module is introduced in this section.

实验一共设置 3 个实验组和 1 个对照组，如表 1 所示。光功率计测得普通打光灯的

光照强度不足 0.1 个太阳照度，可忽略不计。对 3 个实验组和 1 个对照组表面的冷凝、

结霜和融霜过程进行对比。实验在封闭的实验室中进行，实验期间，空气温度为

22.0±2.0 ℃，湿度为 55±5 %。实验表面水平放置在半导体冷却器的冷侧，用高导热硅胶

将其粘合在一起。冷凝阶段，调节直流电源使半导体制冷板温度保持在 0±1 ℃，用显微

镜拍摄视频观察表面冷凝液滴的变化，显微镜的监测范围为 1.9×1.1 mm。结霜阶段，先

将实验表面放在 0±1 ℃的制冷板上让冷凝液滴在其表面生长 20 分钟，再调节直流电源

让制冷板温度以 0.08℃/s 的速度降至-10 ℃，拍摄霜的传播，监测范围为 1.2×0.9 cm，拍

摄位置距离样品边缘约 1.0 cm 处。用侧视高速相机拍摄霜层的生长。融霜阶段，在制冷

板温度为-10℃的条件下让霜层生长 60 分钟，关闭直流电源，制冷板温度从-10 ℃以

0.08 ℃/s的速度上升至2 ℃，用显微镜拍摄霜层融化的视频，显微镜的监测范围为7.6×4.3
mm。实验条件如表 2 所示。

表 1 实验表面

Table 1. Experimental surfaces

对照组 Cu（普通光源）

实验组

Cu-OTS（普通光源）

Cu-OTS+CNT（普通光源）

Cu-OTS+CNT（光纤氙灯）



表 2 实验条件

Table 2. Experimental conditions

实验条件 制冷温度 持续时间

冷凝

Tair=22± 2 ℃

RH=55±5 %

0±1 ℃ 60 min 

结霜
0±1 ℃ 20 min 

-10 ℃ 30 min 

融霜
-10 ℃ 60 min 

关闭直流电源 -

1.4 数据处理

使用显微镜拍摄表面冷凝过程，使用 Image J 软件进行图像处理，对冷凝液滴进行

提取，并计算 4 个实验表面监测范围内的平均液滴直径和液滴覆盖率。平均液滴直径直

接用 Image J 软件量取监测范围内液滴的直径，并计算其标准差。由于相机镜头分辨率

的限制和图像处理的误差，直径小于 50 μm 的液滴不被计算在内。由于表面总有新鲜的

小尺寸的冷凝液滴生成，所以误差棒只展示正向标准差。液滴覆盖率用监测范围内液滴

所占的总面积除以整个监测面积。调节直流电源，半导体制冷板以 0.08℃/s 的速度从 0℃

下降至-10℃，拍摄表面结霜过程，记录监测范围内开始产生霜晶以及完全结霜的时刻，

用监测范围的面积除以监测区域内完全结霜的时间计算霜的传播速率，每个表面进行 5
次实验。同时，使用侧视高速相机拍摄表面霜层高度的生长过程，每隔 5 分钟记录一次，

使用 Image J 软件对霜层 3 个不同位置的厚度进行量取，并计算其标准差。关闭直流电

源，半导体制冷板以 0.08℃/s 的速度从-10℃上升至 2℃，使用显微镜拍摄表面融霜的过

程，记录监测范围内霜层产生松动开始融化以及完全融化的时刻。使用 Image J 软件对

霜层完全融化后的图像进行处理，量取直径大于 50 μm 液滴的面积，计算其液滴覆盖率。

2 结果与讨论

2.1 表面的光热转换性能

本文制备的涂层表面不仅具有良好的超疏水性能，CNTs 的加入还使得表面具备了

一定的光热转换能力。如图 3 (a)所示，测得在可见光-近红外波长范围（380 nm-2500 nm）

内， Cu-OTS+CNT 的光谱吸收率约为 96.3%。在环境温度为 22.0±2.0℃，相对湿度为

25±5%的条件下，记录了 3 个实验表面在 1 个太阳光照强度下温度变化。如图 3 (b)所示，

Cu 表面温度平稳缓慢地上升，在 900 s 时达到 30.9℃；Cu-OTS 和 Cu-OTS+CNT 涂层表

面温升都呈现先快后慢的趋势，前 300 s内温度升高最快，在 300 s时温度分别达到 33.1℃

和 43.6℃，约在 900 s 后趋于稳定，最高温度分别为 36.0℃和 47.3℃。在 900 s 时关闭氙

灯，3 个实验表面的温度逐渐恢复到室温。图 3 (c)展示了 Cu-OTS+CNT 在 1 个太阳强度

下不同时刻的红外热成像图，可以看到制备的涂层表面非常均匀，表面各部位的温度保

持同步上升。



图 3 实验表面的光热特性。(a) Cu-OTS+CNT 在 200-2500 mm 波长范围内的光谱吸收率。(b) Cu、Cu-OTS

和 Cu-OTS+CNT 在 1 个太阳光照下的升温降温曲线。(c) Cu-OTS+CNT 在 1 个太阳下的红外热成像图。

Fig.3. Photothermal characteristic of experimental surfaces. (a) Spectral absorptivity of Cu-OTS+CNT at

200-2500 nm wavelength. (b) Temperature rise (1 sun) & drop curve of Cu, Cu-OTS and Cu-OTS+CNT

(Light off at approximately 900 s). (c) Infrared thermal imaging of Cu-OTS+CNT at 0 s, 300 s, 600 s and 900

s under 1 sun.

2.2 液滴冷凝特性

在环境温度 22±2℃，相对湿度 55±5%，半导体制冷板 0±1℃的条件下，液滴在实验

表面凝结。图 4 展示 4 个实验表面上液滴冷凝的特征。如图 4 (a-i)所示，在亲水表面 Cu
上，冷凝液滴的形状总是不规则的，合并后的液滴也保持不规则的形状，且合并后液滴

仍停留在表面。如图 4 (b-i)所示，在超疏水涂层 Cu-OTS 上，冷凝液滴呈球形生长，随

着液滴直径逐渐增加，液滴在超疏水表面发生合并，合并时液滴的表面能转换为动能，

出现了液滴弹跳的现象[36] （图 4 (b-ii)）。如图 4 (c-i)所示，在光热超疏水涂层

Cu-OTS+CNT 上，冷凝液滴也呈球形生长，但表面液滴弹跳 （图 4 (c-ii)）更加频繁，

位置分布更加分散。在 Cu-OTS+CNT 上施加 1 个太阳光照，冷凝液滴的形态与无光照时

类似（图 4 (d-i)），但平均液滴直径略小于无光照时的平均液滴直径，表明光照可以延缓

液滴的生长。Cu-OTS+CNT (1 sun)的液滴弹跳行为如图 4 (d-ii)所示。通过对图像进行处

理，提取数据，得到平均液滴直径随时间的变化，如图 4 (e)所示，Cu 的液滴生长最快，

平均液滴直径最大；Cu-OTS 的液滴生长较慢，平均液滴直径随时间的增加逐渐增大，

在 40 min 时呈现略微下降的趋势，这是由于液滴弹跳使部分液滴从表面移除，从而刷新

表面导致的。在冷凝进行到 50 min 时，Cu、Cu-OTS、Cu-OTS+CNT 和 Cu-OTS+CNT (1
sun)的平均液滴直径分别为 326.1 μm、175.5 μm、152.2 μm 和 129.3 μm，3 个实验组表面

的平均液滴直径分别为 Cu 的 53.8%、46.7%和 39.7%。如图 4 (f)所示，Cu-OTS、



Cu-OTS+CNT 和 Cu-OTS+CNT (1 sun)在 50 min 时液滴覆盖率分别为 47.0%，40.8%和

27.1%，而此时 Cu 的液滴覆盖率高达 80.8%。Cu-OTS 与 Cu-OTS+CNT 的液滴覆盖率相

近，但在 Cu-OTS+CNT 上施加一个太阳光照，表面温度升高，导致液滴生长速度减慢，

所以其液滴覆盖率更小。

图 4 液滴冷凝特性。(a-i) Cu, (b-i) Cu-OTS, (c-i) Cu-OTS+CNT 和 (d-i) Cu-OTS+CNT (1 sun) 30 min 和

60 min 时表面冷凝液滴的光学图像。(a-ii) Cu, (b-ii) Cu-OTS, (c-ii) Cu-OTS+CNT 和 (d-ii) Cu-OTS+CNT

(1 sun)表面上的液滴弹跳。(e)平均液滴直径随时间的变化曲线。(f)液滴覆盖率随时间的变化。

Fig.4. Characteristics of droplet condensation. (a-i) Cu, (b-i) Cu-OTS, (c-i) Cu-OTS+CNT and (d-i)

Cu-OTS+CNT (1 sun) Optical images of condensation droplets on at 30 minutes and 60 minutes. Droplet

merging and jumping phenomena on experimental surfaces: (a-ii) Cu, (b-ii) Cu-OTS, (c-ii) Cu-OTS+CNT and

(d-ii) Cu-OTS+CNT (1 sun) in a monitoring area. (e) Variations in average droplet diameter with time on

various surfaces. Error bars display positive standard deviations of condensation droplet diameter in the

monitoring area (droplets less than 50 μm in diameter are not counted). (f) Variations in droplet coverage

fraction with time on various surfaces in a monitoring area.



2.3 霜的传播和生长特性

在环境温度 22±2℃，相对湿度 55±5%的条件下，先将实验表面放在 0±1℃的制冷板

上让冷凝液滴在其表面生长 20 分钟，再调节制冷板温度至-10℃，拍摄霜的传播。将监

测范围（距离样品表面边缘约 1.0 cm 处）内开始有冷凝液滴上升至 0℃以上的时刻记为

结霜开始时间 (Frost beginning time)，霜波传播过覆盖至整个监测范围的时刻记为结霜完

全时间 (Frost complete time)。如图 5 (a)所示，无光照条件下 Cu-OTS 和 Cu-OTS+CNT
的延迟结霜的效果相似，而 Cu-OTS+CNT (1 sun)开始结霜的时间延迟到了 214 s，相比

Cu、Cu-OTS 和无光照 Cu-OTS+CNT 分别延长了 185%、128%和 96%。Cu-OTS+CNT (1
sun)结霜完全时间为 459 s，相比 Cu、Cu-OTS 和无光照 Cu-OTS+CNT 分别延长了 373%、

100%和 40%。表 1 中 4 种不同情况下霜的传播速度如图 5 (b)所示，Cu、Cu-OTS、
Cu-OTS+CNT 和 Cu-OTS+CNT (1 sun)的霜传播速度分别为 601.5 mm2/s、119.5 mm2/s 、

81.8 mm2/s 和 52.3 mm2/s ，Cu-OTS+CNT 和 Cu-OTS+CNT (1 sun)的霜传播速度分别 Cu
表面霜传播速度减慢了 86.4%和 91.3%，比 Cu-OTS 减慢了 31.5%和 56.2%。一方面，

Cu-OTS 和 Cu-OTS+CNT 频繁的液滴弹跳可促进液滴从表面移除，从而有效减小表面的

液滴覆盖率；另一方面，Cu-OTS 和 Cu-OTS+CNT 的冷凝液滴呈球形生长，保持悬浮的

Cassie 状态，与表面接触面积小，增加了热阻，传热减慢，可有效延迟液滴的冻结，进

而延缓结霜。此外，在 Cu-OTS+CNT 上施加太阳光照后可以提升表面温度，可进一步强

化表面的防结霜性能。

图 5 霜的传播特性。(a)表面开始结霜及完全结霜的时间。(b)霜传播速率。

Fig.5. Characteristics of frost propagation. (a) Frost beginning time and frost complete time on various

surfaces. The DC power was adjusted and the refrigeration temperature dropped from 0°C to -10°C at a rate of

0.08°C/s. The zero point of recording videos is the moment when the surface temperature first decreased to

-2℃. (b) Frost propagation velocities (area divided by frost complete time within the monitoring range) on

various surfaces. Error bars display standard deviations of 5 repeated experiments.

图 6 (a)、(b)、(c)和(d)分别展示 Cu, Cu-OTS, Cu-OTS+CNT 和 Cu-OTS+CNT (1 sun)
霜层生长 30 min 时的侧视光学图像。从图中可见，Cu 表面平均霜层厚度最大，Cu-OTS,
Cu-OTS+CNT 表面的霜层厚度相比 Cu 表面显著减小，且在 Cu-OTS+CNT 施加太阳光照



后可进一步减缓霜层生长，平均霜层厚度达到最小。图 6 (e)展示霜层厚度随时间的变化，

每隔 5 min 记录一次各表面的霜层厚度。Cu 的霜层厚度增长最快，Cu-OTS+CNT 次之，

Cu-OTS+CNT (1 sun)霜层增长最慢。Cu-OTS+CNT 的平均霜层厚度大于 Cu-OTS，这是

因为一方面，碳纳米管的加入增加了表面粗糙度，使霜层生长不均匀，导致测量误差增

大。另一方面，粗糙的表面有利于冷凝液滴在结霜初期成核，从而有利于霜层的生长

[37]。在 30 min 时 Cu-OTS+CNT (1 sun)的霜层厚度为 550.77 μm，仅为 Cu 的 37.1%，无

光照Cu-OTS+CNT的58.4%，表明本文所制备的光热超疏水涂层可有效减缓霜层的生长，

具有良好的防结霜性能。

图 6 霜层生长特性。 (a) Cu, (b) Cu-OTS, (c) Cu-OTS+CNT and (d) Cu-OTS+CNT (1 sun) 30 min 时表面

的霜层厚度。(e) 表面平均霜层厚度随时间的变化曲线。

Fig.6. Characteristics of frost growth. Frost thickness on (a) Cu, (b) Cu-OTS, (c) Cu-OTS+CNT and (d)

Cu-OTS+CNT (1 sun) at 30 minutes. (e) Variations in frost thickness with time on various surfaces. Error bars

display standard deviations of 3 different positions.

2.4 融霜特性

在环境温度 22±2℃，相对湿度 55±5%的条件下，先将实验表面放在-10℃的制冷板

上让霜层在其表面生长 60 分钟，关闭直流电源，用显微镜拍摄霜的融化。图 7 (a)、(b)、
(c)和(d)分别展示 Cu，Cu-OTS，Cu-OTS+CNT 和 Cu-OTS+CNT (1 sun)上霜层的融化过

程。在关闭直流电源之后，Cu，Cu-OTS 和 Cu-OTS+CNT 霜层开始融化的时间几乎相近，

但施加 1 个太阳光照的 Cu-OTS+CNT 上霜层在断电 3 s 后即开始融化。如图 7 (a)所示，

亲水 Cu 表面霜层融化，在表面形成冰水混合液膜，最终大面积覆盖在 Cu 上。如图 7 (b)
所示，Cu-OTS 霜层融化，液滴聚合后呈亚圆形，几乎没有液滴弹跳现象，表明融化后

的液滴在表面呈 Wenzel 状态钉扎在表面[38]。如图 7 (c)和(d)所示，融霜液膜在



Cu-OTS+CNT 上收缩卷曲翻转，运动性极强。最终，大部分融霜液滴可以从表面脱落，

少量液滴呈 Cassie 状态悬浮在表面，稍微倾斜表面或施加微风后这些液滴即可脱落。将

霜层产生松动开始融化的时刻记为融霜开始时间 (Defrost beginning time)，霜层完全融化

的时刻记为结霜完全时间 (Defrost complete time)。如图 7 (e)所示，Cu, Cu-OTS,
Cu-OTS+CNT 和 Cu-OTS+CNT (1 sun)整个融霜过程的时间分别为 210 s，78 s，89 s，73
s。Cu-OTS 和 Cu-OTS+CNT 都有效地缩短了霜层融化的时间。融霜后的液滴覆盖率如图

7 (f)所示，Cu、Cu-OTS、Cu-OTS+CNT 和 Cu-OTS+CNT (1 sun)的液滴覆盖率分别为

85.9%，18.7%、5.5%和 0.5%，与 Cu 相比，Cu-OTS+CNT 和 Cu-OTS+CNT (1 sun)的液

滴覆盖率分别减小了 93.6%和 99.4%；与 Cu-OTS 相比，则分别减小了 70.6%和 97.3%。

表明光热超疏水涂层 Cu-OTS+CNT 能显著降低融霜后的液滴滞留量，使表面大部分区域

保持干燥。而施加一个太阳光照后的光热超疏水涂层 Cu-OTS+CNT 可以进一步通过光热

效应减少微纳结构中的水分，从而抑制液滴钉扎，所以 Cu-OTS+CNT (1 sun)降低液滴留

存的效果更加显著。

图 7 融霜特性。(a) Cu, (b) Cu-OTS, (c) Cu-OTS+CNT 和 (d) Cu-OTS+CNT (1 sun)霜融化的光学图像。

(e)表面开始融霜及完全融化的时间。(f)融霜后的液滴覆盖率。

Fig.8. Characteristics of defrosting. Optical images of defrosting processes (a) Cu, (b) Cu-OTS, (c)

Cu-OTS+CNT and (d) Cu-OTS+CNT (1 sun) at different moments. (e) Defrost beginning time and defrost

complete time on various surfaces. The frost was allowed to grow for 60 minutes at a refrigeration temperature

of -10°C. The DC power was turned off and the experimental surfaces 1temperature rose from -10°C to 2°C at

a rate of 0.08°C/s. The zero point of recording videos is the moment when DC power is turned off. (f) Droplet

coverage fraction after defrosting complete time in the monitoring area. Error bars display standard deviations

of 4 different positions.



4 结 论

本文提出了一种碳基光热超疏水涂层的制备方法，即基于有机硅烷衍生物十八烷基

三氯硅烷（OTS）水解缩合反应，掺杂碳纳米管（CNT）制备光热超疏水涂层溶液，并

将其喷涂于铜基底得到光热超疏水涂层 Cu-OTS+CNT。进一步，在 Cu、Cu-OTS、
Cu-OTS+CNT 和光照条件下 Cu-OTS+CNT 上进行了冷凝、结霜、融霜实验，探究了所

得光热超疏水涂层的抑霜性能。本文主要结论如下：

（1）Cu-OTS 和 Cu-OTS+CNT 都具有较好的超疏水性，但由于 CNT 的加入，使

Cu-OTS+CNT 具有更明显的微纳层级结构，在减小液滴覆盖率、延迟结霜、促进融霜方

面都表现出更好的效果。此外，Cu-OTS+CNT 的光吸收率可达到 96.3%，在 1 个太阳光

照下温度可升高到 47.3℃，具有较好的光热性能。

（2）冷凝阶段，在环境湿度 55±5%，制冷板温度 0±1℃的条件下，冷凝进行到 50 min
时， Cu-OTS+CNT 和 Cu-OTS+CNT (1 sun)的平均液滴直径分别为 Cu 表面平均液滴直

径的 46.7%和 39.7%；Cu-OTS、Cu-OTS+CNT 和 Cu-OTS+CNT (1 sun)液滴覆盖率分别

为 11.8%，10.2%和 6.8%，而此时 Cu 的液滴覆盖率高达 80.8% 。表明所得光热超疏水

涂层可有效减缓液滴生长，且施加太阳光照后光热效应可以促进液滴的蒸发，使其液滴

覆盖率更小。

（3）结霜阶段，在制冷板温度-10℃的条件下， Cu-OTS+CNT (1 sun)结霜开始时间

和结霜完全时间分别比 Cu 延长了 185%和 373%，霜传播速率减小了 91.3%。在 30 min
时 Cu-OTS+CNT (1 sun)的霜层厚度仅为 Cu 的 37.1%，普通光照 Cu-OTS+CNT 的 58.4%。

表明所得光热超疏水涂层具有良好的抑霜性能，且在施加光照后延缓结霜性能可进一步

提升。

（4）融霜阶段，Cu-OTS+CNT 和 Cu-OTS+CNT (1 sun)的整个融霜过程的时间缩短

到了 Cu 的 42.4%和 34.8%；融霜后的液滴覆盖率分别为 5.5%和 0.5%，与 Cu 相比分别

减小了 93.6%和 99.4%；与 Cu-OTS 相比，则分别减小了 70.6%和 97.3%。表明光热超疏

水涂层 Cu-OTS+CNT 能显著缩短融霜时间，降低融霜后的液滴滞留量，且施加太阳光照

后可使其降低液滴留存的效果更加显著。

本文将碳基材料作为制备涂层溶液的原材料，采用喷涂法作为制备工艺，具有操作

简便、效率高的优点，有望实现大规模应用；将具有自清洁效应的超疏水涂层与具有光

热转换性能的太阳能材料相结合，有效地利用了太阳能可再生能源，同时实现了超疏水

涂层的多功能应用。然而，我们注意到涂层的耐久性需要进一步提高，以确保其在长时

间使用中的稳定性。本研究制备的光热超疏水涂层，具有明显的延迟结霜、促进融霜的

作用，为抑霜除霜技术进一步的研究提供了参考。
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摘 要：冷凝结霜的结冰模式在日常生活和许多工业应用中普遍存在。由于霜层主要由小枝晶和离散

的气穴组成，冷凝结霜表现为有厚度的多孔介质，从而严重影响暖通空调和制冷系统的传热效率。几

个世纪以来，冷凝结霜一直是一个热门的研究课题，但最近才取得一些前所未有的进展，例如揭示了

霜在形成初期阶段的新特征，这些特征过去因为太快或太小而无法捕捉，另外还基于其中的原理开发

了新的除霜、抑霜技术。这项工作提供了关于冷凝结霜的全面最新综述，尤其是最近十年的进展。这

些研究成果可以极大地启发人们目前对冷凝结霜的理解，同时也有助于开发针对多种应用背景的新的

除霜、抑霜方法。

关键词：冷凝结霜；界面效应；结霜特性；抑霜技术

0 前言

在1888年，A.N.S观察到了雪晶在阳光下时展现出的美丽外观，对这些晶体形成的

原因以及迷人的外观产生好奇[1]。人们研究自然界和生活中的现象，例如水蒸气的凝结、

结霜的连续过程、大气层中的结冰、空调和制冷系统中的积霜现象等[2-3]。基础设施与

设备的结构完整性与机械可靠性方面，如电力传输系统[4-5]、飞机和风力涡轮机[6-7]，一

旦暴露在潮湿和过冷的环境中，就会因结霜而受到很大程度上的损害[8]。对于传热设备，

比如冰箱和热泵，一旦界面被厚厚的多孔霜层所覆盖，其传热效率和能力都会大大降

低[9-10]。

尽管冷凝结霜这一有趣的相变现象已受到广泛关注，已有大量研究投入其中以探

索其物理特性，并提出有效的策略来减轻其负面影响，但是对于其相关特性的理解仍

然相当有限，距离解决结霜问题还很远。在冷凝结霜的研究中，最近取得了许多前所

未有的进展。例如，冷凝结霜中的结冰成核在过去被认为是在固液界面上的一组冷凝

液滴之间独立发生的异质成核[11]。Dooley[12]和Guadarrama-Cetina等[13]发现，小枝晶起

源于冻结液滴与相邻液滴的物理接触，引发它们的冰冻，从而导致连锁反应，这被称

为冻结传播，极大地重塑了我们对冷凝结霜的理解。与此同时，表面工程和微细加工

技术发展迅速[14-16]，在这十年中受到越来越多的关注。与传统的除霜方法相比，许多

抑霜方法已经显示出明显的优势，具有经济性高，环境友好等优点。

结冰现象，进一步地可以说是冷凝结霜，与其他相变现象如冷凝、蒸发和沸腾相

比，无疑是工程热物理学的新热点。在过去的十年中，冷凝结霜在基础研究方面和解

决结霜问题的应用技术方面都取得了很大进展。我们在此的工作旨在对冷凝结霜的最
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新进展提供一个全面的文献综述。本综述结构如下，第1节对冷凝结霜动力学进行了完

整的物理描述。第2节提供了解决结霜问题的新方法，特别是将重点放在抑霜方法上。

最后，对本综述进行总结并对未来的研究方向提出了建设性观点。

1 冷凝结霜机理: 五个连续阶段

冷凝结霜由两个相变步骤组成：首先，在环境蒸汽过饱和条件下，在固液界面上

冷凝成核并生长；之后，冷凝液滴冻结，霜枝晶在冻结液滴上生长。虽然在足够的温

度和亲水的表面上，蒸汽直接凝华转化为冰的现象[17]也很普遍，但在这项工作中，我

们只关注冷凝结霜这一更为普遍的情况。如图1所示，冷凝结霜可分为五个阶段。

图 1 冷凝结霜的五个阶段：(Ⅰ) 冷凝液滴的成核、生长和聚结[18]，(Ⅱ) 单液滴冻结的两个阶段[19]，(Ⅲ) 

蒸发诱导的冻结环[20]，(Ⅳ) 冰桥引发的冻结传播[21]，(Ⅴ) 冰枝晶的生长[22]和霜的密集化[23]

Fig.1 Five physical stages in condensation frosting: (Ⅰ) nucleation, growth and coalescence of condensed 

drops[18], (Ⅱ) two stages in droplet freezing[19], (Ⅲ) evaporation-induced frost halos[20], (Ⅳ) freezing 

propagation via ice bridging[21],  (Ⅴ) growth of ice dendrites[22] and frost densification[23]

1.1 冷凝成核和液滴聚结

冷凝是指一旦蒸汽过饱和，形成纳米级别的液相冷凝物，即固体表面过冷来达到

冷凝的异质模式。具体到水蒸气来说，露点以下必须要有一定程度的过冷，来克服形

成稳定的成核胚胎所需的异质自由能势垒ΔGHetero。

作为整个冷凝结霜过程的初始阶段，成核点的位置和密度决定了冷凝液滴的分布，

而冷凝液滴的分布又会对后续的结霜阶段起到决定性的作用。通过改变表面化学特性

和拓扑特征，可以调节冷凝动力学。Boreyko等[24]使用仅带有化学官能团修饰的表面来

在空间上控制成核点。将亲水圆点阵列图案化在疏水的底面上，产生经典的浸润性对

比。亲水区域冷凝成核的能量势垒明显小于疏水区域，提供了优先成核点，稳定的冷

凝液滴出现并开始生长变大。Zhao等[25]制作了硅基拓扑图案，以控制冷凝液滴的大小

和分布。使用光刻技术制造了具有尺寸的微柱图案表面，宏观上是超疏水的。由于其

表面的化学性质是均匀的，冷凝成核均匀地发生在基底以及柱顶和侧壁上。然而，微

柱上的冷凝液滴受到更大的蒸汽通量的影响，因此可以更快地生长。最后可以观察到

在冷凝后期柱子顶部汇集了大部分的冷凝物。Hou等[26]将化学和拓扑结构这两项表面

工程技术相结合，设计并制造了一种带有高对比润湿性的双浸润性拓扑结构表面，由

亲水微柱和超疏水纳米草状结构组成的。冷凝的动态过程中，液滴优先在亲水的柱顶

上成核，超疏水的纳米线则可以帮助水滴保持悬浮状态。

随着冷凝的进行，蒸汽不断地被运输，冷凝液滴的尺寸越来越大，并与邻近的液

滴合并，这通常被称为液滴聚结。一般来说，我们认为在不施加外力的情况下，由珠

状凝结向膜状凝结的转变是不可避免的。Boreyko和Chen[27]发现，在适当设计的超疏水

表面上，连续滴状冷凝是可能发生的。由于多余的表面能量的释放，冷凝液滴可以与



邻近液滴合并时自发弹跳，在没有任何外力影响的条件下，超疏水表面上的冷凝液滴

发生了自动清除现象，留下大片干燥区域。进一步观察可以发现两个微米级别的液滴

在平面内合并，并产生速度高达1m/s的面外跳跃运动。Miljkovic等[28]发现，跳跃的液

滴带有净正电荷，在弹跳期间会相互排斥。他们利用外部施加的电场来调控跳跃的液

滴的动力学，通过增加从基底上跳跃的频率，以促进冷凝换热。

1.2 单液滴冻结

根据Fletcher[29]提出的经典成核理论，冰晶成核发生在冷凝液滴内部的能量优先位

置，与冷凝成核类似。对于过冷的静置液滴，一直以来有一个争论，即三相线是否是

空间上的优先成核点。Gurganus等[30]开发了一种直接的实验方法来研究过冷静置液滴

成核点的空间分布。两个高速摄像机从俯视和侧视都可以精确地指出冰胚的位置和生

长动态。六角冰晶在固液界面的任意位置开始，这表明结冰成核在三相线处没有偏好。

与撞击液滴冻结的情况不同，冷凝液滴在结冰成核开始之前是静置和和过冷的。尽管

成核点也位于固液界面，但整个冻结动力学完全不同。Jung等[31]发现，过冷静置液滴

的冻结过程分为两个连续阶段进行，分别称为复辉阶段和等温阶段。在复辉阶段，冰

水混合物从成核点迅速扩散到液滴中的其余空间。这时大部分释放的潜热被剩余的水

吸收，使局部温度升高到接近平衡冰点。在等温阶段，剩余的液体逐渐转变为固体，

填充了复辉阶段形成的晶体间隙。这一阶段释放的潜热大部分会被转移到基底。一般

情况下，等温阶段比复辉阶段慢大约3个数量级。水在冻结时会膨胀，因此当液滴本身

或所在的物理条件不对称时，液滴的形状会发生变化。Marín等[32]进行了一组实验来研

究冻结液滴的形状，并提出了定量描述。对于3D液滴和2D液滴（限制在Hele-Shaw装

置中），冻结液滴的顶部呈现出锥形尖端，与接触角和衬底过冷温度无关。

1.3 冻结环

冻结环的形成始于结冰成核的开始，因此在时间上与液滴冻结阶段有部分重叠。

在Jung等[33]最近的工作之前，Cheng[34]曾将冻结环表述为大液滴开始结冰时自发喷出的

微米级水滴。当主液滴冻结并加热剩余的液体时，气液界面会释放出大量蒸汽。这些

蒸汽使局部过饱和，并沉积在主液滴周围，产生一个由微米级冷凝液滴组成的环状物。

环内的这些冷凝液滴要么被冻结成冰滴，形成霜晕，要么因为离主液滴太远而被

蒸发掉。在远处被蒸发的冷凝液滴的水蒸气通过扩散转移，重新沉积在附近的霜晕上。

值得注意的是，当冷凝液滴中的某个水滴被冻结时，冰不仅会覆盖被冻结的液滴本身

所在区域，而且还会覆盖相当大的一个径向区域，这就可以解释在相同的热物理条件

下，霜的覆盖率明显大于冷凝物的覆盖率。Nath等[21]通过建立物理模型，预测了不同

过冷度和接触角下可能出现的冷凝霜环、凝华霜环和无霜环现象。最近，Zhao等[20]在

过冷表面滴上温滴时也报道了这种环状现象。即使在表面温度高于冰点的情况下，也

观察到了类似的环状结构，而霜环则转变成了冷凝环[35]。

1.4 冰桥引发的冻结传播与干燥区

在2010年，有研究开始注意到冷凝结霜中的结冰模式并非单个事件的集合[12][36]。

利用液滴间动力学来描述由冻结冷凝液滴引发的冰枝晶是如何延伸到接触相邻液滴，

以及它们冻结的过程。结冰成核更容易发生在拥有几何或化学缺陷等异质成核能垒更

小的地方。随后，这些有限的冻结液滴会引发链式反应，蔓延到整个过冷表面。

冰桥是一种多阶段相变现象，与传热传质的空间和时间变化相耦合。因此，与实



验观测相匹配的定量物理描述是不切实际的。Boreyko和Collier[37]使用了一个简化的二

维物理模型来描述典型的冰桥是如何建造的，图2（a）为两个相邻液滴的平面冰桥示

意图[38]。一旦冷凝液滴冻结，在其冰界面和相邻液体界面之间就会形成蒸汽浓度梯度，

这会使相邻的冷凝液滴蒸发，随后沉积在冻结液滴上，以构建冰桥。随着蒸发与沉积

的进行，通过分析冰枝晶的生长速度和蒸发质量损失联系起来的比例关系，以此来评

估构建冰桥的时间尺度。一个冰冻的液滴可以有多个相邻的液滴，反之亦然。冰桥的

传播过程如图2（b），当霜在一组冷凝液滴上扩散时，是以一组序列的形式进行的。

Guadarrama-Cetina等[13]和Petit等[39]通过实验研究了不同种类基底上2D冰桥渗透通过冷

凝液滴网时霜的传播规律。生长的冰枝晶指向相邻的液滴，如果液滴距离足够近且尺

寸足够大，则成功构建冰桥。当液滴在冰枝晶到达之前蒸发掉时，冰枝晶就无法渗入

冷凝液滴，即仅能建造部分冰桥。因此，大量尺寸太小、距离太远的液滴在霜的传播

期间消失，在冻结的液滴和冰桥周围留下枯竭的干燥区域。Hauer等[40]使用荧光显微镜

研究了冰桥传播过程中霜层的形状。通过设置过冷度和冷凝时间，观察到完全覆霜和

针状覆霜两种不同图案，揭示了微结构表面上的结霜模式。

图2 光滑和拓扑图案表面上的冰桥动力学 (a) 连接两个相邻液滴的平面冰桥示意图[38]，(b) 实验

中观察到的连接多个过冷液滴的二维冰桥网[39]，(c) 连接两个悬浮液滴的锥形冰桥示意图[25]，(d) 实

验中捕捉到的三维冰桥生长形态[25]

Fig.2 Ice bridging dynamics on smooth and topologically patterned surfaces. (a) Schematics of a flat ice
bridge connecting two neighboring drops[38], (b) A network of 2D ice bridges connecting multiple

supercooled drops observed in experiments[39], (c) Schematics of a conical ice bridge connection two
suspended drops[25], (d) growth dynamics of a 3D ice bridge captured in experiments[25]

当冷凝液滴悬浮时，情况会变得截然不同。Zhao等[41]开发了一个分析模型，以定

量描述建造3D冰桥所需的时间。采用一系列不同尺度的硅基微柱图案的表面来精确控

制冷凝液滴的大小和分布。如图2（c）和（d）所示，3D冰桥的几何结构更为复杂，形

状近似于圆形锥体。假设蒸汽传输受一维扩散控制，通过平衡质量传递率和冰桥总质

量，可以计算建造一座冰桥所需的时间，据此可以获得霜在空间上的平均传播速度。

1.5 冻结液滴顶部枝晶生长和霜层密集化

由于冻结时体积膨胀，冻结液滴顶部会出现锥形尖端。因此，对于冷凝结霜而言，

这一现象在随后的冰枝晶生长中产生了一个有趣的结果。由蒸汽浓度梯度驱动的扩散

过程中，单一尖端暴露在最大蒸汽通量下，使其成为气相沉积的首选位置，即凝华现

象[42]。因此，正如Enriquez等[43]所报道的那样，冰枝晶的形貌类似于一棵十字花树。

Yu等[44]在不同过冷温度下，定量测量了冻结液滴顶部冰枝晶的生长动力学。在普通的

低温情况下，针状枝晶生长成柱状，随着时间推移，其上界面会逐渐转变成块状，整

个冰枝晶长大。当冰滴暴露在热波动下时，其尖端会融化。在更低温的条件下，冰枝



晶生长的速率要慢得多。蒸汽被冻结成冰团，并沉积在冰滴顶部。随着结霜的进行，

冰滴被较厚的冰团覆盖，因此冰枝晶的生长也受到抑制。Huang等[45]进一步评估了与重

力相关的表面取向对冰枝晶生长速率的影响，蒸汽通过自然对流进行转移。对于水平

放置的表面，可检测到的枝晶在整个冷冻液滴上生长，在单个尖端的生长速度明显更

大，称为“全局峰值”。随后，全局峰值附近的气相沉积受到一定程度的抑制，产生两

个次级“局部峰值”。对于垂直放置的表面，由于重力的影响，冻结液滴不是对称的。

冰胚只出现在冷冻液滴的上部，最终，只有上部被冰枝晶覆盖，冻结液滴底部则呈现

出光滑的冰-空气界面。在倒置的表面，冻结液滴表面上生长的枝晶最少。结果表明，

自然对流可以帮助或阻碍蒸汽扩散过程，并影响沉积结果。

一旦整个表面被冻结液滴和冰桥网络覆盖，冻结相顶部的枝晶生长会导致交叉、

反向融化、坍塌，因此霜的密度会随时间演变。与其他冷凝结霜的阶段不同，这几十

年来，霜层密集化已被广泛研究[46-49]。Hermes 等[50]基于霜层内的质量和能量平衡，开

发了一个物理模型来描述霜层密度随时间的变化。在这种情况下，霜层被假设为暴露

在过饱和潮湿空气中的多孔介质。Wang 等[51]通过实验研究了环境湿度对霜密度的影响。

对于较大的湿度，会有更多的水蒸气穿透霜界面，并以凝华的形式扩散到内部，从而

产生较大的霜密度。Song 等[52]通过实验测量了不同表面过冷温度下的霜密度。他们发

现，反向融化可以显著增加霜密度，霜密度随着表面温度的增加而增加。Shin 等[53]研

究了表面浸润性对霜密度的影响。他们的实验结果表明，在疏水表面上，结霜的早期

阶段存在大型不规则冰晶，从而降低霜密度。导热系数、传热系数和比热等热物理性

质很大程度上都取决于霜密度。随着霜层密度增大，导热系数也会增加。因此，对于

现有的防霜技术来说，在结霜情况无法避免时，可以选择采用合理的设计来增加霜层

密度，尽可能减小结霜带来的损失。

2 除霜和抑霜方法

结霜是有害的，因此在大多数应用中不希望霜层出现。自从研究其潜在机制以来，

大多数研究注意力都集中在如何防止其发生或减轻其负面影响上。在过去几十年中，

已经开发了许多方法来抑制结霜或消除结霜层。根据所选择的理念，这些方法可分为

两组：旨在促进快速去除结霜层的除霜方法和旨在抑制霜层积累的抑霜方法。

2.1 传统的除霜方法

传统的除霜方法历史悠久，并且流行至今。选择性加热是最常见的除霜方法之一，

在热泵和冷库等设备中广泛应用。热源可以是电导体引起的焦耳效应、热空气流和微

波，以保持受保护表面的温度略高于0℃[54]。但是选择性加热能耗大，经济性较差。化

学喷雾是另一种有效的防冰方法。当向水中加入一些化学物质时，混合物的结冰成核

温度会显著降低，即冰点降低。此类化学品包括氯化钙、甲醇、乙醇和甘油等。在低

浓度时，冰点降低的幅度随化学品浓度几乎呈线性下降，由于不断进入的霜融化和化

学品的排出，混合物会在过程中不断稀释，所以需要定期添加更多的化学品以保持适

当的除霜性能。电磁感应振动是一种新开发的主动除冰方法，其中振动脉冲使表面弯

曲并使覆盖的霜层开裂[55]。当螺旋线圈放置在金属表面附近时，电流通过线圈时产生

磁场。这种磁场使表面快速移动，并使堆积的霜分离。这种方法的优点在于不需要修

改设备的表面就可以达到快速除霜的目的。

2.2 延迟结冰成核的抑霜方法



抑制结霜的一个有效方法是延迟结冰成核的发生，超疏水表面是一种可行的方案
[56]。过冷表面在冷凝阶段停留的时间越长，结霜量就越少，从而保持了更多的换热能

力。Hao 等[57]制造了一种纳米带结构的超疏水表面，利用橡胶垫圈屏蔽了结冰成核的

边缘效应，并测试了其抑霜性能。结果表明，跳跃的冷凝液滴会自发地离开表面，并

且一起带走有意引入或自然沉积在表面上的灰尘颗粒。否则，这些几何或化学缺陷会

引发异质结冰成核，如图 3（a）所示。尤其是当表面朝下时，表面可以保持更长的无

霜时间，重力因素会有助于液滴从表面上跳下。Wen 等[58]提出使用特定类型的超疏水

表面来延迟结冰成核，同时获得显著改善的传热性能。超疏水表面具有三维纳米线网

络，可以有效地加速冷凝成核到离开循环，从而防止微滴冻结。与大多数文献使用拓

扑结构表面通过抑制冷凝来防止结霜不同，如图 3（b）所示，这一新理念可以保持表

面无霜超过 5 小时，并使热通量提高 10 倍。

除了超疏水表面，其他类型的创新性表面也值得关注，同样可以通过延迟结冰成核

来实现抑霜效果。最近，Niroomand等[59]首次报道了使用半透膜进行冷凝结霜的结冰延

迟。如图3（c）所示，随着更多的水蒸气通过膜传递，不透水表面上的冻结时间仅为5
分钟，而在最高的蒸气传递速率条件下，半透膜上可以保持2小时以上。这类有别于传

统的通过超疏水表面来延迟结冰成核的方法，为开发抑霜表面提供了新思路。

图3 不同类型表面的结霜动力学 (a) 纳米带结构超疏水表面和灰尘引发的异质成核[57]，(b) 具有

三维纳米线网络的超疏水性表面[58], (c) 半透膜[59]

Fig.3 Frosting dynamics different types of surfaces, (a) Superhydrophobic surface carrying nanoribbons
and dust-induced heterogeneous nucleation[57], (b) Superhydrophobic surface with a three-dimensional

nanowire network[58], (c) Semipermeable membrane[59]

2.3 通过延缓冻结传播的抑霜方法

防止结霜的另一个有效方法是延缓结冰传播，即抑制甚至停止冷凝小液滴之间的

冰桥。自报道冻结传播以来，在相当长的一段时间内，对其研究仅限于定性描述，其

中传播速度是根据不断变化的霜冻覆盖率来评估的[38][60-61]。Boreyko等[24]定量研究了一

系列化学图案化表面的冻结传播。在实验过程中，没有等待在任何冷凝物微滴处发生

自发的异质结冰成核，而是通过在期望的时间使用一小块冰接触晶片边缘，故意触发

结冰成核。如图4（a）所示，冻结前沿几乎垂直于边缘传播，来定量测量空间平均传

播速度。他们还注意到，越早触发结冰成核，冻结锋在地表传播所需的时间反而会越

长。Zhao等[41]采用了一种简单的方法，通过选择边缘附近的观察区来评估自由传播速

度。如图4（b）所示，他们比较了在微尺度润湿和形貌图案化表面上测量的冻结传播

速度。结果表明，形貌图案的表面可以通过调节冷凝液微滴的分布来显著延缓冻结传

播，而润湿图案表面的效果较差。除了直接改变冷凝成核和蒸汽沉积的性质外，促进

超疏水表面上的自发液滴弹跳还可以调整冷凝液滴的分布，从而影响冰桥的建造。

Mohammadian等[62]研究了基于垂直排列碳纳米管的超疏水表面上的液滴弹跳现象，并



评估了其对冻结传播的影响。液滴弹跳时收集并清扫了所有相邻的小液滴，形成斑点

状的干燥区域。这些干燥点成功阻止了液滴间的冰桥穿过表面，从而减缓了整体的冻

结传播。最近，Chu等[63]开发了微滴跳跃能力与冻结传播速度之间的定量相关性，通过

分析三个代表性参数，即液滴直径、液滴间距离和紧密程度，基于冻结传播理论获得

了冻结传播速度的数学描述。

进一步延缓冻结传播可以使用带有更为复杂结构的表面，以此来实现更好的防结

霜性能。Yao等[64]受叶片上离散分布的霜冻模式的启发，建议使用毫米级锯齿状结构的

表面。在冷凝结霜的初始阶段，蒸汽以冷凝液滴的形式沉积在突起处，而在凹处被抑

制。在冻结传播阶段，凹处较小的液滴被蒸发掉，形成毫米大小的无霜间隙。冻结前

缘不能穿过间隙，因此即使在超亲水表面上，霜层的扩散也受到局部限制。Zhao等[65]

使用基于铜的分层结构表面来调节冻结传播。如图4（c）所示，冷凝液滴尺寸的不同

大小是由微槽和纳米刀片结构引起的。冰桥只会径向地在微槽峰处传播，而不会横向

传播。在结霜过程中，只有沟槽顶部覆盖着冻结液滴和冰枝晶，黑色区域的是凹槽处，

始终处于干燥状态。

图4 不同类型表面上的冻结传播动力学 (a) 化学图案表面[24]，(b) 润湿、形貌图案的表面[41]，(c)
阶梯结构表面[65]

Fig.4 Freezing propagation dynamics on (a) chemically patterned surfaces[24], (b)wettability,
morphology patterned surfaces[41], (c) hierarchically structured surfaces[65]

2.4 通过减少覆霜率的抑霜方法

当完全防止结冰在技术上不可能或在经济性差时，减少霜（或冰）覆盖范围变得

更加适用。Jin等[66]使用有聚电解质覆盖的表面来抑制冷凝结霜，聚电解质可以通过改

变界面反离子来调节结冰成核和传播。如图5（a）所示，结冰成核起初仅发生在聚电

解质涂层区域的顶部，随后向表面其余干净区域扩散。由于冻结液滴相变释放的大量

潜热及其形成的蒸汽汇，几乎所有相邻的冷凝液滴都被蒸发掉，留下稳定的干燥区。

通过适当的构图可以实现4%的极低霜冻覆盖率。

冰同样具有吸湿性，这意味着它能从过饱和的环境中吸收水分。 Ahmadi等[67]制造

了一个铝基表面，该表面带有平行的微槽阵列，以放置微观冰条。如图5（b）所示，

翅片顶部为冰区域，其吸收了附近的所有水分，从而使基底和侧壁没有冷凝液滴和冰

枝晶。当冰条升高时，冰条顶部的霜处于悬浮状态，其增长速度比直接在光滑表面上

的增长速度慢一个数量级。最近，他们将这一概念应用于另一种方案，如图5（c）所

示，将清洁表面与预先结霜的表面平行放置[68]。因为表面的周围存在均匀干燥区域，

所以即使在低温以及过饱和的条件下，清洁的表面依旧可以保持无冰。然而精细微加

工程序不太可能用于实际应用。Zuo等[69] [70]提出了一种更简单的模板方法，以在任何

表面上制作毫米和微米级别大小的平行冰条。如图5（d）所示，三维冰条周围会产生



局部蒸汽沉积，吸走附近侧壁和顶部的所有水分，使得基底可以保持不受霜和冷凝液

滴的污染。冰条可以视作翅片，在覆霜率相同的情况下，可以增强传热能力。最近，

Hoque等[71]使用金属网格破坏超疏水表面，有意地制造物理缺陷，缺陷处会优先收集冷

凝液滴并结冰成核，剩余部分会出现干燥区，相比于普通的超疏水表面，虽然霜的传

播速率会不可避免地增加，但最终可以减少约20%的覆霜率。

图5 减少覆霜率的不同类型表面（a）聚电解质刷表面[66]（b）冰图案铝表面[67]（c）预结霜的表

面[68]（d）冰条表面[69]

Fig.5 Different types of surfaces to reduce frost coverage (a) polyelectrolyte brush surfaces[66], (b) ice-
patterned aluminum surfaces[67], (c) pre-frosted surfaces[68] , (d) ice wall patterned surfaces[69]

3 结论与展望

本文将冷凝结霜的物理过程被分为五个连续的阶段，并对每个阶段进行了深入的

讨论，这些理论为除霜抑霜技术奠定了基础。结霜问题普遍存在于实际应用中，国内

外学者从除霜和抑霜两大方法入手，进行了大量实验研究，取得了卓越的成果，以达

到强化换热的目的，所以本文还对近年来针对结霜问题的解决方案进行了总结，特别

是从不同的机理角度介绍了一些最新开发的抑制结霜方法。

近几年来，尽管基于冷凝结霜机理的认知和抑霜方法的研究取得了前所未有的进

步，但是其中仍有部分原理未被揭示，对其物理特性的探索还有很长的路要走。从目

前来看，传统的除霜方法的地位仍然不可撼动，而新兴的抑霜方法正在崛起，两种方

法都有其优点与不足。现如今，表面工程的迅速发展为抑霜技术提供了机遇，但是设

计有效、环保和低成本的抑霜表面仍然是一个长期目标，许多抑霜方法已在实验室条

件下已证实其可行性，但在实际应用中多变和恶劣的环境条件下无法达到令人满意的

效果，需要从结构、效率和耐久度等方面出发，开展进一步研究和优化工作。

冷凝结霜是最重要的相变现象之一，抑霜方法也已被证明拥有光明前景。然而，

抑霜方法对冷凝结霜基础理论的依赖程度较高，所以未来要继续深入探索基础理论，

提供更多参考依据，同时需要完成从实验室阶段到实际生活和工业应用的转化。
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摘要：为探索冷却剂与熔融金属相互作用引发蒸汽爆炸现象的机理，开展了常温液滴撞击熔融金属锡

实验研究。结果表明：随着液滴直径、下落速度及熔融锡温度变化，相互作用模式涉及球形液滴、飞

溅、蒸汽爆炸和气泡四种典型现象。根据实验数据拟合得到了不同熔融锡温度下触发蒸汽爆炸的临界

韦伯数的经验关联式。此外，以王冠最大宽度作为度量，分析了液滴直径、下落速度和熔融金属温度

对蒸汽爆炸剧烈程度的影响作用。

关键词：液滴撞击，熔融金属，蒸汽爆炸，飞溅

0 前言

在冶金、核能发电等领域中，事故状态下熔融金属与冷却剂接触而发生剧烈的相互

作用，由此产生的爆炸性沸腾现象，被称为“蒸汽爆炸”。开展熔融物与冷却剂接触后

的相互作用（Fuel-coolant interaction，FCI）过程及其机理研究，对于有效预防此类事

故具有重要意义。

近年来，国内外学者基于理论分析、实验及数值模拟等方法，对熔融金属液滴撞击

冷却剂、熔融金属液柱撞击冷却剂和冷却剂液滴撞击熔融金属进行研究。对于熔融金属

液滴撞击冷却剂[1-6]和熔融金属液柱撞击冷却剂[7-14]，主要是针对熔融金属碎化机理的研

究。相比于熔融金属撞击冷却剂而言，冷却剂液滴撞击金属的试验台搭建相对更加的容

易，且更易于观测蒸汽膜失稳过程，MIYAZAKI 等[15]进行了不同工况下的水滴撞击熔

融锡、水滴撞击熔融木材金属（Bi-Sn-Pb-Cd 合金）和水滴撞击熔融焊料（Sn-Pb 合金）

实验。SHOJI 等[16]对比了乙醇液滴撞击硅油液池实验与水滴撞击熔融锡的实验现象。

Furuya 等[17]研究了加入聚合物、表面活性剂或中性盐的水滴撞击熔融铅铋合金的现象。

后又对水滴撞击不同熔融金属（铅铋合金、铟、铅、锌、锡、铋）进行研究比对[18]。张

政铭等[19-21]对不锈钢薄壁容器中的水滴撞击熔融锡的实验现象进行了研究。林栋等[22,23]

通过实验观测，对比研究了水滴撞击熔融铅和熔融锡的动力学特性。王晨曦等[24,25]对水

滴撞击熔融铝表面动力学过程及物理化学机理研究。

通过对以往研究的回顾发现，目前关于液滴与熔融金属相互作用的实验研究存在

实验变量单一、实验数据不够全面和系统等问题，对于触发蒸汽爆炸现象的临界条件仍

未有定论。因此，本文将针对液滴撞击熔融锡开展实验研究，探究不同韦伯数（分别改

基金项目：国家自然科学基金资助项目（批准号：52106076）



变液滴直径和撞击速度）和熔融金属温度时相互作用过程方式的分布规律，揭示蒸汽爆

炸的触发机理，获得不同熔融金属温度下蒸汽爆炸的临界韦伯数。此外，分析液滴直径、

下落速度和熔融金属温度对蒸汽爆炸剧烈程度的影响作用。

1 实验装置及方法

实验的系统示意图如图 1 所示。液滴采用去离子水液滴，熔融金属采用熔融锡（锡

的熔点为 231.89℃）。实验中所采用的高速摄像仪为 Phantom V641，拍摄速率设为 2000
帧/s。

图 1 实验系统示意图

水滴的平均直径按照如下公式计算：[26,27]
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d x yD D D (1)

其中，Dx 为液滴碰撞前水平方向的长度，Dy 为液滴碰撞前竖直方向的长度。

实验中采用的液滴直径范围是 2.02-4.80mm，像素分析的不确定度为 2 个像素，对

应误差为 0.01mm，液滴下落高度（液滴和熔融锡表面之间的距离）范围是 15-80cm，

对应下落速度范围是 1.71-3.96m/s，熔融锡温度的范围是 232-520℃。

实验中，通过改变针头的型号来改变液滴的直径，通过控制夹子在铁架台上的位置

来控制液滴的下落速度，将金属锡放置于石英槽内置于加热台上，通过加热台加热使金

属锡达到指定温度，通过 K 型热电偶连接温度显示器对熔融锡的温度进行实时监测，通

过注射推进泵将液滴从针头推出，调试完成以后，将熔融锡的表面氧化层刮除，而后将

挡板移开，控制液滴滴入熔融锡后，再将挡板移回防止多余液滴落入熔锡干扰实验和杜

绝安全隐患，液滴与熔融锡的相互作用过程通过高速摄像仪记录并储存在电脑当中，拍

摄过程采用 200W 的补光灯对熔锡表面进行补光。

2 结果与分析

2.1 典型现象



在本文实验工况范围内，出现了四种典型实验现象：球形液滴、飞溅、蒸汽爆炸、

和气泡现象，其中气泡现象不会单独发生，而是依附于飞溅现象或蒸汽爆炸现象发生。

球形液滴一般出现在液滴与熔融金属间较弱的相互作用过程中，因此并未观察到气泡现

象依附。

2.1.1 球形液滴现象

图 2 球形液滴现象过程图（熔融金属温度 Tm为 513℃，液滴直径 Dd为 2.02mm，液滴下落速度 Vd

为 1.71m/s）

图 2 所示为球形液滴现象，产生于水滴与熔融金属之间相对较弱的相互作用过程。

在 0ms 时刻液滴与熔融金属接触，并形成一层稳定的蒸汽膜介于液滴与熔融金属之间，

液滴由于下落惯性，在熔融金属表面进行铺展，如图 2ms 时刻，直至 4ms，熔融金属表

面在液滴冲击力下形成弹坑，液滴也在自身表面张力以及液面弹坑的束缚下达到最大分

散距离，此后在液滴表面张力以及弹坑反作用力下开始向中心重新汇聚形成完成的液

滴，并向上弹起再落回熔融金属表面，此后以球形液滴的形态逐渐蒸发。整个过程中无

小液滴从主体液滴中分离。

2.1.2 飞溅现象

图 3 低温区飞溅现象过程图（熔融金属温度 Tm 为 288℃，液滴直径 Dd 为 3.17mm，液滴下落速度

Vd 为 1.98m/s）



图 4 高温区飞溅现象过程图（熔融金属温度 Tm 为 483℃，液滴直径 Dd 为 3.17mm，液滴下落速度

Vd 为 1.98m/s）

图 3 所示为一个低温区飞溅现象（熔融金属温度 Tm为 288℃）；图 4 所示为一个高

温区飞溅现象（熔融金属温度 Tm 为 483℃）。飞溅现象是水滴与熔融金属产生的非剧烈

相互作用现象。图 3 中，在 0ms 时刻液滴与熔融金属接触，并形成一层稳定的蒸汽膜介

于液滴与熔融金属之间，液滴由于下落惯性，在熔融金属表面进行铺展，如图 3 中 2ms
时刻（图 4 中 2ms 时刻），直至 3ms（图 4 中 6ms 时刻），液滴克服自身表面张力，破碎

为众多子液滴，子液滴在惯性主导下，向四面八方飞溅，同时由于主液滴的向下冲击力，

使得熔融金属表面形成一个小凹坑，在凹坑内的残留小液滴会受凹坑表面的作用力而向

凹坑中心汇聚，形成一个较大的中心液滴，在此之后，凹坑逐渐恢复平整，飞散的众多

小液滴会静止在熔融金属表面直至蒸发为止。

随着液滴的尺寸和下落速度增大、熔融金属温度升高，飞溅现象中熔融金属形成凹

坑使得诸多小液滴向中心汇聚形成较大液滴的现象越显著，原因是液滴尺寸和下落速度

越大，动能越大，产生的冲击力就会更大，弹坑就会更大，对液滴作用力更大，对于熔

融金属，随着温度的升高，表面张力和密度都会下降，相同的能量在熔融金属上就会留

下更大的凹坑，故有相似的现象趋势。

某些飞溅现象与球形液滴现象比较相似，区分的依据是看是否有子液滴从主体液滴

中分离。

2.1.3 蒸汽爆炸现象

图 5 所示为一个蒸汽爆炸现象，是水滴与熔融金属产生的剧烈相互作用现象。0ms
时刻液滴与熔融金属接触，产生一层蒸汽膜，但由于剧烈的传热作用和水滴冲击力对蒸

汽膜的扰动作用，使得蒸汽膜产生破裂，导致部分液态水与熔融金属在蒸汽膜下直接接

触，在蒸汽膜与熔融金属形成的狭小密闭空间内快速传热气化，进而产生剧烈飞溅现象，

其飞溅物包括未被蒸发的水滴以及熔融金属，如图 1ms 时刻，此后熔融金属在能量波下

进一步产生王冠状飞溅，如图 5ms 时刻。在 11ms 时刻，王冠发展到最大高速，此后开

始下落，下落过程中王冠的底部还会进行外扩，直至王冠完全沉入液池之后，会产生中

心射流，如图 47ms 时刻，射流发展到最大后，逐渐回缩沉入液池，之后液池逐渐恢复

平静。



图 5 蒸汽爆炸现象过程图（熔融金属温度 Tm为 349℃，液滴直径 Dd为 3.17mm，液滴下落速度 Vd

为 2.42m/s）

2.1.4 气泡现象

图 6 依附于飞溅现象的气泡现象过程图（熔融金属温度 Tm 为 329℃，液滴直径 Dd 为 3.67mm，液

滴下落速度 Vd 为 2.42m/s）



图 7 依附于蒸汽爆炸现象的气泡现象过程图（熔融金属温度 Tm 为 287℃，液滴直径 Dd 为 4.80mm，

液滴下落速度 Vd 为 3.13m/s）

图 6 和图 7 分别为依附于蒸汽爆炸现象和飞溅现象的气泡现象，是水滴与熔融金属

产生的随机相互作用现象。二种气泡现象形成的机理类似，分析其形成的原因可能是极

少部分液滴在扰动及冲击力作用下深入熔融金属内部并被熔融金属完全包围，水在融熔

金属内部不断地吸热膨胀，但又不足以破坏熔融金属的表面张力而逃逸，因此形成气泡，

当气泡发展到一定程度时，会在气泡表面某处产生裂口（肉眼通常难以发现），气泡内

的水蒸气会慢慢的从裂口泄露，从而导致气泡慢慢的变小直至消失。对于依附于蒸汽爆

炸的气泡现象，气泡一般发生在蒸汽爆炸的后段时间，因为在前段时间中发生剧烈飞溅

和王冠现象，剧烈飞溅对液滴产生非常大的扰动，而王冠现象则会使得冠内液面迅速下

降，二者均不利于气泡的生成。气泡存在的时间通常较长，远大于蒸汽爆炸的作用时间。

2.2 相互作用模式图谱

图 8（a）至（f）中，分别反映了在 6 个不同液滴直径下，随着 We 数（改变液滴

下落速度）和熔融金属温度的改变，液滴与熔融金属的相互作用模式，图中 Ti 表示熔融

金属和水滴的直接接触温度，其计算式为[15]：

(2)

其中，ρ、c、λ分别代表密度、比热容和导热系数。下标 m 和 d 分别代表熔融金属和

液滴。
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图 8 液滴与熔融锡相互作用模式图谱

当水滴与热表面接触时，若二者接触面温度超过水的自发成核温度时，则可能导致

蒸汽膜破裂，冷却水与热液体直接接触迅速传热而发生蒸汽爆炸。若水和受热液体面接

触，二者接触状态为完全润湿，此时水的自发成核温度与水的均相成核温度相同，均相

成核温度 Thn 可以表示为[28]：



(3)

其中，Tsat和 Tcri分别为水的饱和温度和临界温度。

从图 8 可以看出，球形液滴现象只会在 We 很小时出现，且高温区相比于低温区更

加容易发生球形液滴现象。气泡现象是一个比较随机的实验现象，将依附于液滴破碎现

象或蒸汽爆炸现象发生，其触发需要一定的条件，理论上在发生液滴破碎现象或蒸汽爆

炸现象时，都有触发气泡现象的可能性。随着熔融金属温度的提高，实验工况会从飞溅

现象到蒸汽爆炸现象再到飞溅现象，存在一个蒸汽爆炸区，原因是在熔融金属温度比较

小时，液滴与熔融金属之间形成一层较薄蒸汽膜，在扰动的情况下气膜破裂，但由于熔

融金属温度较低，熔融金属与液滴直接接触不会产生非常剧烈的换热以至于产生蒸汽爆

炸；随着熔融金属温度的提高，液滴与熔融金属之间的蒸汽膜在扰动下破裂之后，液滴

与熔融金属直接接触会产生剧烈的换热，所以引发蒸汽爆炸现象；随着熔融金属的温度

进一步提高，液滴与熔融金属接触时会产生一层较厚的蒸汽膜，蒸汽膜不会在扰动的作

用下产生破裂，因此液滴与熔融金属不会因直接接触而产生剧烈换热，因此不会产生蒸

汽爆炸。蒸汽爆炸区域的上临界在接触温度 Ti 为水的临界温度 Tcri 附近，蒸汽爆炸区域

的下临界温度要低于接触温度为水的均相成核温度 Thn 点，We 较小时，下临界温度在

27/32 的临界温度(27/32Tcri)附近，但随着 We 的增大临界温度会小于 27/32 的临界温度

(27/32Tcri)，并不断地接近熔融金属熔点。

2.3 蒸汽爆炸临界条件
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图 9 蒸汽爆炸现象边界分布对比图（同速度）
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图 10 蒸汽爆炸现象边界分布对比图（同韦伯数）

图 9 将五个不同直径液滴在不同下落速度下所触发的蒸汽爆炸区域边界绘制在一起以

进行直观的对比，可以看出不同直径的液滴在相同下落速度时触发蒸汽爆炸的熔融金属温度

下界存在较大差异，而蒸汽爆炸上界差异较小且有着相似的变化趋势。随着液滴下落速度的

逐渐增大，蒸汽爆炸区的下界存在一个突变点，当下落速度较小，接触温度 Ti 在 27/32 倍的

临界温度（27/32Tcri）的附近时，蒸汽爆炸区上界在此处缓慢扩大，当达到转折点之后，蒸



汽爆炸区上界会随着液滴下落速度的增大而迅速增大至某一值后，再次缓慢的增加，液滴的

直径越大，此转折点就会在液滴下落速度越小时出现，最终接近稳定的蒸汽爆炸上界温度也

会小，即蒸汽爆炸区域更宽。而随着液滴下落速度的逐渐增大，蒸汽爆炸区的下界始终在接

触温度 Ti为临界温度 Tcri 附近程一个缓慢增大的趋势，最终趋于某一临界值，此临界值会随

着液滴直径的增大而增大，即蒸汽爆炸区上界越大，就越容易发生蒸汽爆炸现象。

图 10 将不同直径液滴在不同 We（改变液滴下落速度）下的蒸汽爆炸边界点绘制在一

起，对其所构成的点区域进行函数拟合，得到常温（20℃）液滴撞击熔融锡触发蒸汽爆炸的

临界 We 经验关联式，蒸汽爆炸区域下界为：

（4）

（5）

蒸汽爆炸区域上界为：

（6）

2.4 蒸汽爆炸强度的影响因素分析

为确定合理的特征参数来作为蒸汽爆炸剧烈程度的度量，对蒸汽爆炸中王冠的最大宽度

W 和最大高度 H，以及中心射流（液柱）的最大高度 H1 进行测量，如图 11 所示。

（a）蒸汽爆炸中王冠尺寸 （b）蒸汽爆炸中心射流尺寸

图 11 蒸汽爆炸现象测量示意图
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图 12 蒸汽爆炸中各特征长度变化规律图

如图 12 所示，随着 We 的增大，王冠的最大宽度 W 和最大高度 H 均呈增大趋势，而中

心射流的最大高度 H1 呈现无规律的变化。因此，可选用王冠的最大宽度 W 和最大高度 H
来反应蒸汽爆炸的剧烈程度。
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(c)熔融金属温度的影响

图 13 不同 We 数和熔融金属温度对蒸汽爆炸强度的影响



图 13 给出了不同 We 数和熔融金属温度对蒸汽爆炸强度的影响。图 13（a）显示的

是通过改变液滴的直径来改变 We所发生蒸汽爆炸的最大王冠宽度变化。随着 We的增大，

即液滴直径的增大，最大王冠宽度程线性逐渐增大，即蒸汽爆炸会越剧烈，原因是液滴

直径越大，液滴与熔融金属相互作用的接触面积增大，液滴的总动能也会变大，液滴冲

击力变大，这些均会增大蒸汽膜被破坏的概率以及触发蒸汽爆炸的水量，从而使得水与

熔融金属直接接触而剧烈换热，引发蒸汽爆炸。三组不同的熔融金属温度工况之间相互

比对，可表明在此温度范围（ ）内，随着熔融金属温度增加，

液滴撞击熔融金属发生蒸汽爆炸的剧烈程度也会逐渐增加。

图 13（b）给出的是通过改变液滴的下落速度来改变 We所发生蒸汽爆炸的最大王冠

宽度变化。随着 We的增大，即液滴下落速度的增大，最大王冠宽度呈现先增大后趋于稳

定的趋势，即蒸汽爆炸的剧烈程度会先增大再趋于稳定，原因是随着液滴下落速度增大，

在动能较小时，动能变化（即下落速度变化）的影响对蒸汽爆炸起主导作用，蒸汽爆炸

的剧烈程度会随着液滴下落速度的变化而明显增大，而当液滴动能增大到一定值时，动

能变化对蒸汽爆炸现象的影响减弱，此时水滴大小对蒸汽爆炸现象起主导作用，而水滴

大小处于一个稳定的状态，所以此时蒸汽爆炸的剧烈程度趋于稳定。三组不同的熔融金

属温度工况之间相互比对，可表明在此温度范围（ ）内，随着

熔融金属温度增加，液滴撞击熔融金属发生蒸汽爆炸的剧烈程度也会逐渐增加。

图 13（c）显示的是随熔融金属温度改变，所发生蒸汽爆炸最大王冠宽度的变化。

随着熔融金属温度的升高，最大王冠宽度程先增大后减小的趋势，表明蒸汽爆炸的剧烈

程度先增大后减弱。原因是在熔融金属温度较低时，熔融金属与液滴间形成的蒸汽膜较

薄，蒸汽膜被破坏后，水与熔融金属直接接触的换热剧烈程度随着熔融金属温度的升高

而逐渐变大，故蒸汽爆炸变剧烈；当熔融金属温度较高时，会形成较厚的蒸汽膜，相同

的扰动能够造成的蒸汽膜破坏缺口减小，导致与熔融金属直接接触的水量减少，即触发

蒸汽爆炸的水量减少，所以蒸汽爆炸剧烈程度变缓，最剧烈的蒸汽爆炸约在熔融金属为

410℃左右时发生。三组不同的液滴下落速度工况之间相互比对，可表明在此液滴下落速

度范围（ ）内，随着液滴下落速度的增加，液滴撞击熔融金属

发生蒸汽爆炸的剧烈程度也会逐渐增加。

4 结 论

1、液滴与熔融锡相互作用模式涉及球形液滴、飞溅、蒸汽爆炸和气泡四种典型现

象，其中气泡现象不会单独发生，将依附于飞溅现象或蒸汽爆炸现象发生。

2、随着熔融金属温度的提高，实验工况会从飞溅现象到蒸汽爆炸现象再到飞溅现

象，存在一个蒸汽爆炸区。熔融金属与液滴的接触温度处于 27/32 Tcri < Ti < Tcri的范围时，

不需要很大的液滴 We 亦可触发蒸汽爆炸，这是蒸汽爆炸发生的高危区。根据实验数据，

拟合得到了常温（20℃）液滴撞击熔融锡触发蒸汽爆炸的临界韦伯数的经验关联式。

3、可以使用王冠的最大宽度 W 和最大高度 H 来反应蒸汽爆炸的剧烈程度。液滴直



径越大，蒸汽爆炸会越剧烈；随着液滴下落速度升高，蒸汽爆炸剧烈程度先增大再趋于

稳定；随着熔融金属温度的升高，蒸汽爆炸的剧烈程度先增大后减弱。

参考文献

[1] Duda P M, Nelson L S. Steam explosion experiments with single drops of CO2 laser-melted

iron oxide[C], 1981.

[2] Nelson L S. Steam explosions of single drops of pure and alloyed molten aluminum[J].

Nuclear Engineering and Design, 1995, 155(1): 413-425.

[3] Kim B, Corradini M L. Modeling of small-scale single droplet fuel/coolant interactions[J],

1988, 98:1.

[4] Corradini M L, Kim B J, Oh M D. Vapor explosions in light water reactors: A review of

theory and modeling[J]. Progress in Nuclear Energy, 1988, 22(1): 1-117.

[5] Kouraytem N, Li E Q, Thoroddsen S T. Formation of microbeads during vapor explosions of

Field's metal in water[J]. Phys Rev E, 2016, 93(6): 063108.

[6] Wang C, Wang C, Chen B, et al. Fragmentation regimes during the thermal interaction between

molten tin droplet and cooling water[J]. International Journal of Heat and Mass Transfer,

2021, 166: 120782.

[7] Magallon D, Huhtiniemi I, Annunziato A, et al. Status of the FARO/KROTOS melt-coolant

interactions tests[C], 1996.

[8] Annunziato A, Yerkess A, Addabbo C. FARO and KROTOS code simulation and analysis at JRC

Ispra[J]. Nuclear Engineering and Design, 1999, 189(1): 359-378.

[9] Magallon D, Huhtiniemi I, Hohmann H. Lessons learnt from FARO/TERMOS corium melt quenching

experiments[J]. Nuclear Engineering and Design, 1999, 189(1): 223-238.

[10] Huhtiniemi I, Magallon D. Insight into steam explosions with corium melts in KROTOS[J].

Nuclear Engineering and Design, 2001, 204(1): 391-400.

[11] Bernardin J D, Stebbins C J, Mudawar I. Mapping of impact and heat transfer regimes of

water drops impinging on a polished surface[J]. International Journal of Heat and Mass Transfer,

1997, 40(2): 247-267.

[12] Henry R E, Epstein M, Fauske H K. The Magnitude of Combined Physical and Chemical

Explosions: A Mechanism for a Steam-Metal Chemical Explosion with Highly Reactive Metals[J].

Nuclear Science and Engineering, 2015, 180(3): 312-334.

[13] Lu Q, Chen D, Li C. Visual investigation on the breakup of high superheated molten metal

during FCI process[J]. Applied Thermal Engineering, 2016, 98: 962-975.

[14] Li Y, Wang Z, Lin M, et al. Experimental Studies on Breakup and Fragmentation Behavior

of Molten Tin and Coolant Interaction[J]. Science and Technology of Nuclear Installations,

2017, 2017: 4576328.

[15] Miyazaki K, Morimoto K, Yamamoto O, et al. Thermal Interaction of Water Droplet with Molten



Tin[J]. Journal of Nuclear Science and Technology, 1984, 21(12): 907-918.

[16] Shoji M, Takagi N. Thermal Interaction when a Cold Volatile Liquid Droplet Impinges on

a Hot Liquid Surface[J]. Bulletin of JSME, 1986, 29(250): 1183-1187.

[17] Furuya M, Kinoshita I. Effects of polymer, surfactant, and salt additives to a coolant

on the mitigation and the severity of vapor explosions[J]. Experimental Thermal and Fluid

Science, 2002, 26(2): 213-219.

[18] Furuya M, Arai T. Effect of surface property of molten metal pools on triggering of vapor

explosions in water droplet impingement[J]. International Journal of Heat and Mass Transfer,

2008, 51(17): 4439-4446.

[19] 张政铭. 水与高温熔融金属相互作用过程中接触特性研究[D]. 上海交通大学, 2014.

[20] Zhou Y, Lin M, Zhong M, et al. Molten metal and water direct contact interaction research

– I. Photographic experiment study[J]. Annals of Nuclear Energy, 2014, 70: 248-255.

[21] Lin M, Zhou Y, Zhong M, et al. Molten metal and water direct contact interaction research

– II. Numerical analysis[J]. Annals of Nuclear Energy, 2014, 70: 256-265.

[22] 林栋. 水滴撞击低熔点熔融金属动力学特性研究[D]. 合肥工业大学, 2019.

[23] Lin D, Wang C, Chen B, et al. Effect of the oxidation surface on dynamic behavior of water

droplet impacting on the molten tin[J]. European Journal of Mechanics - B/Fluids, 2019, 77:

25-31.

[24] Wang C, Wang C, Chen B, et al. Comparative study of water droplet interactions with molten

lead and tin[J]. European Journal of Mechanics - B/Fluids, 2020, 80: 157-166.

[25] 王晨曦. 水滴撞击熔融铝表面动力学过程及物理化学机理研究[D]. 合肥工业大学, 2021.

[26] Xu M, Zhang J, Chen R, et al. Single droplet with or without additives impacting on

high-temperature burning liquid pool[J]. International Journal of Heat and Mass Transfer,

2019, 139: 77-86.

[27] Wang T, Liang G, Li L, et al. Droplet Wetting Propagation on a Hybrid-Wettability

Surface[J]. Langmuir, 2021, 37(39): 11646-11656.

[28] Liang G, Mudawar I. Review of drop impact on heated walls[J]. International Journal of

Heat and Mass Transfer, 2017, 106: 103-126.

[29] Spiegler P, Hopenfeld J, Silberberg M, et al. Onset of stable film boiling and the foam

limit[J]. International Journal of Heat and Mass Transfer, 1963, 6(11): 987-989.



中国工程热物理学会 学科类别：传热传质学

学术会议论文 编号：233610

二醋酸纤维素基复合固-固相变材料的制

备及光热性能

王玺朝 1，周传辉 1，何国杜 1，吴子华 1,2，谢华清 1,2，王元元 1,2，俞晓晓
1,2，董岚1,2,*

（1.上海第二工业大学能源与材料学院；2.上海市先进热功能材料工程研究中心，上海 201209）

(*Tel: 021-50216301 Email:donglan@sspu.edu.cn)

摘要：本研究采用溶液共混法，选用二醋酸纤维素(CDA)和聚乙二醇(PEG)为原材料制备二醋酸纤维素
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变储能性能和光热性能的影响规律。实验结果表明：随着 PEG 在复合相变材料中含量逐渐增大，PCMs

的相变焓值也逐渐增大，当 PEG 含量增大到 80％，CDA 含量为 20％时相变焓值达到最高，此时光热

转换效率达到最高(58.7％)。
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0 前言

近年来，随着科技发展，人们对能源的需求日益增加，导致煤、石油和天然气等不

可再生资源日益枯竭。面对能源危机和生态恶化，能源转型即发展可再生能源和开发利

用新能源是十分迫切的[1]。但是太阳能、风能、潮汐能、水能等能源受限于时间、成本、

环境和地理等的因素无法短时间内满足人们需要。由于能源的可再生性、易操作性和经

济性，热能储存和利用正受到广泛关注。因此近年来的全球环境问题使整个世界都在寻

找更清洁、可持续和环保的能源。这些需求促使研究人员和科学家从各种来源开发环保

的绿色材料，如非石油类物质、植物中可生物降解的纤维素纤维和可回收的纤维素类废

料[2]。热能储存(TES)技术越来越多地被用于解决能源短缺等问题，这些技术可以在某些

时间和某些地点限制能源可用性和需求上的问题[3]。因此，研制和使用先进的 TES
系统对能源的可持续和高效利用具有重要意义，从而有助于解决环境和能源

问题。在所有的研究工作中，制备可持续和先进的相变材料(PCM)是关键。相变材料

(PCM)是热能存储系统中最有前途的材料之一，可存储和管理可再生能源[4]。相变材料的

突出优点是它们具有大的潜热存储容量，并且能够在相同体积下存储比显热存储多得多

的能量。固-固相变材料可以通过物理方法(吸附、共混、浸泡)和化学方法(接枝、交联、

共聚)制备。因此，有机稳定的共混复合相变材料具有良好的热性能和热效率。

纤维素是一种天然多糖，由重复ꞵ(1→4)连接的 D-葡萄糖单元的线性链组成，是绿色

植物的三种主要成分(纤维素、木质素和半纤维素)之一。纤维素是地球上最丰富的天

然聚合物，具有可再生性、生物降解性、可回收性和易于功能化的优点，使其

成为新兴能源应用的多功能候选者。纤维素可以从各种来源收获，例如竹子。作为

造纸过程中最理想的非木材原料之一，竹子由于其富含纤维素、生长和再生速度快、易

于繁殖、具有良好的生物多样性，以及许多国家的大面积种植[5]。纤维素是一种环境友

好型的生物质材料，其分子内存在大量的羟基，可采用化学接枝、物理共混和微胶囊法

等方法与聚乙二醇等材料进行复合得到复合固-固相变材料[6]。在相关实验中，Chen 等[7]

通过静电纺丝制备了聚乙二醇 -醋酸纤维素热调节超细纤维，聚乙二醇质量分数

为 50%，熔合焓值达到 86 J/g。Gök 等[8]将 PEG 首次使用异佛尔酮二异氰酸酯形成的

氨基甲酸酯键接枝到纤维素 PEG-GC 上，结果表明在 PEG-GC 样品具有 28.0-164.1 J/g
在对应的相变有相当大的热储存密度。 Sun 等[9]将 PEG 和醋酸纤维素(CA)各种比例混

合，导致形成可生物降解的形式稳定的 PCM，结果表明在转变过程中实现了 96.5wt%
PEG 的高负载能力而没有任何泄漏，并且发现该材料具有良好的热稳定性，PEG-CA 混

合物的结晶度随着 PEG 浓度的增加而增加。

已经研究了许多用于热能储存的材料，包括无机物质(例如，盐、氢氧化物和水合物)
和有机物质(例如石蜡、聚乙二醇（PEG）和脂肪酸)[10] 。在各种相变材料中，聚乙二醇

(PEG)作为相变材料的一种，由于其具有高的相变焓而被广泛研究。然而，泄漏和低热导

率问题限制了其实际应用。因此，适当包装老化 PEG 的高成本限制了其在工业领域热能

存储中的预期广泛应用。用高密度聚乙烯化学交联 PEG 或包封 PEG 以形成形状稳定的

颗粒可能会延缓相变材料在熔融状态下的流动性[11]。为了改善 PEG 的泄漏，氧化石墨

烯、生物材料、矿物、尼龙、酰胺和石墨烯气凝胶已用于与 PEG 复合。二醋酸纤维素是



白色、无臭、无味、无毒的粒状、粉状或纤维状固体。其熔融体流动性较好，易成型加

工、制成的模制品具有坚韧、透明、光泽好等优点。二醋酸纤维素能溶于浓盐酸和丙酮，

而三醋酸纤维素则不溶，仅溶于二氯甲烷和氯仿，但二醋酸纤维素却不溶于二氯甲烷和

氯仿。二醋酸纤维素上的羟基有利于纤维素与 PEG 的聚合，以改善 PEG 发生固-液相变

时产生的液体泄漏[12]。使用支撑材料可以帮助解决液体泄露的问题。通过将相变材料封

装在多孔支撑材料中，可以使相变材料的形状保持稳定，然后复合相变材料可以在相变

过程中依然保持固态。

1 实验部分

1.1 原料与试剂

二醋酸纤维素(CDA)(RG Adamas)、聚乙二醇-6000(PEG-6000 )(AR 国药集团化学试

剂有限公司)、丙酮(AR 国药集团化学试剂有限公司)。
电子天平(T0006-13-302 江苏省科技器材有限公司)、磁力搅拌器(DF-101S 济南

OLABO 仪器有限公司)、真空干燥箱(DZF-6052 上海精宏实验设备有限公司)、超声波

细胞粉碎机(KBS-900 昆山市超声仪器有限公司)、傅里叶红外光谱仪(FT-IR)( Brugg
Tensor27 德国布鲁克公司)、扫描电子显微镜(SEM )(S4800 日本日立公司)、X 射线衍

射仪(XRD)(Brugge D8-Advance 德国布鲁克公司)、差示扫描量热仪(DSC)(Diamond
dynamic 珀金埃尔莫有限公司)、氙灯(CEL-PF300-T8 北京中教金源科技有限公司)、数

据采集器(Agilent-34970A 安捷伦公司)。
1.2 PCMs 的制备

如图 1 所示为工艺制备流程图，CDA/PEG 复合相变材料采用溶液共混法制备。首

先，将 CDA 放入烘箱中在 40℃下干燥 4h，PEG 用硅胶干燥 8h。将干燥好的 CDA 粉末

与丙酮以 1：9 的质量比配成溶液，CDA 粉末在加入到丙酮中时用磁力搅拌器在常温下

搅拌使其搅拌均匀。将干燥好的 PEG 粉末与丙酮以 1：9 的质量比配成溶液，将其配好

的溶液用细胞粉碎机搅拌使其搅拌均匀。最后将两者配好的溶液倒入到一个烧杯中，用

磁力搅拌器在常温下搅拌 12h 使其搅拌均匀后，将其倒入培养皿中，然后放入真空干燥

箱中在真空条件下干燥 24h，保证丙酮能完全挥发，干燥好后即得样品。CDA 与 PEG 的

质量比例为 1：1、1：2、1：3、1：4 分别记作样品 S1、S2、S3、S4。

图 1 工艺制备流程图

Fig. 1 Flow chart of process preparation

1.3 性能测试

1.3.1 红外光谱(FT-IR)测试



将样品粉末与 KBr 按 1:100 比例混合研磨压片后，使用(Nicolet IS 10)傅里叶变换红

外光谱仪(德国 Bruker 公司)测试了 500-4000cm-1波长范围内的红外光谱，研究了样品的

化学结构。

1.3.2 扫描电子显微镜(SEM)测试

使用扫描电子显微镜(SEM，Hitachi S-4800)对二醋酸纤维素、聚乙二醇和复合相变

材料的微观形貌进行测试研究，并对复合相变材料进行喷金处理。

1.3.3 XRD 测试

使用 Bruker D8-Advance 型 X 射线衍射仪在 10-80°的 2theta 范围内绘制了 XRD 图

谱，研究了 CDA、PEG 和不同样品的晶体结构。

1.3.4 DSC 测试

使用差示扫描量热仪(pyris 1 DSC，Perkin-Elmer)分析不同复合相变材料的相变特

性。取样 4-5mg，从 20℃加热至 90℃后降至常温，氮气氛围保护，加热速率为 10℃
/min。
1.3.5 光-热转换测试

如图 2 所示为光热测试装置图，其光-热转换性能通过光-热转换测试装置进行测

试，具体过程为：称取质量约 0.1g 左右的样品，将其压成边长为 1.2cm× 1.2cm 的正方

形状并嵌入边长为 3cm 的正方形绝热泡绵中，然后将其置于太阳光模拟器下(以氙灯为

模拟光源)并调整校准其光强为 250mw/cm2时进行测试，通过数据采集器记录不同样品

的温度随光照时间的变化情况。

光热转换计算公式：Φ=
 ∗∆ு

∗ௌ∗∆௧

其中 m 代表样品的质量，∆ܪ代表样品的相变焓，P 代表光强，S 代表样品的照射面

积，∆ݐ代表相变时间。

图 2 光热测试装置图

Fig. 2 Photothermal test setup diagram

2 结果与分析

2.1 CDA/PEG 的结构分析

2.1.1 化学结构和(FT-IR)分析

图 3 为 CDA 与 PEG 两者相互混合时的化学结构合成图，可以看出 CDA 与 PEG 之



间通过物理作用将两者用氢键连接起来，并无其他新的共价键形成。图 4 为 CDA、PEG、

CDA/PEG 的红外吸收曲线。从图 4 和表 1 中可以看出，CDA 的吸收曲线中 3450cm-1处

的吸收峰为-OH 拉伸振动，在 1380cm-1 和 2930cm-1 处为-CH2 摇摆振动和-CH2 对称拉伸

振动，在 1090cm-1处为-C-O-C-拉伸振动，在 1741cm-1处为-C=O 拉伸振动。PEG 分子只

有在链两侧各一个端羟基，羟基的吸收峰很弱，约在 3440cm-1处；在 1240cm-1、1355cm-

1、1466cm-1、2890cm-1 处主要为-CH2 的拉伸振动吸收峰。PEG 分子中的端羟基可以与

CDA 分子中的羟基之间形成氢键作用。相比于纯 PEG，PCMs 中的羟基吸收峰因为有氢

键的形成，导致其向较高的波数移动，约在 3454cm-1 处；PCMs 的羟基吸收峰强度略微

增大，但低于 CDA。除羟基吸收峰外，其余 PCMs 的特征峰强度均大于 CDA，并且在

750-1500cm-1范围内 PCMs 的红外吸收曲线与纯 PEG 十分相似，CDA 与 PEG 之间的相

互作用并没有产生新的特征峰。综上所述，CDA 与 PEG 分子之间存在着明显的氢键作

用，且无新的物质产生。

图 3 CDA-PEG 共混物的化学结构合成图 图 4 CDA、PEG、CDA/PEG 的 FTIR 图谱

Fig. 3 Synthesized chemical structure of CDA-PEG blends Fig. 4 FTIR profiles of CDA, PEG, CDA/PEG

表 1 红外光谱图表

Table 1 Chart of infrared spectra

2.1.2 形态及微观结构分析

从图 5(a)中可以看出，二醋酸纤维素(CDA)呈现出均匀的网孔状结构，对相变材料

PEG 可以起到骨架的支撑作用，保持其相变材料的形态不易发生变化。二醋酸纤维素的

网孔结构可以容纳大量的 PEG，并且在氢键和毛细管力的作用下将液态的 PEG 吸附进

去，防止其 PEG 相变材料发生固-液相变时产生液体泄露。从图 5(b)可以看出聚乙二醇

波数 官能团 峰的类型

3440-3450cm-1 -OH 拉伸振动[9]

1240-1474cm-1 -CH2 摇摆、剪切、拉伸

振动[9]

1740cm-1 -C=O 拉伸振动[9]

1090-1103cm-1 -C-O-C- 拉伸振动[9]

2890-2930cm-1 -CH2 拉伸振动[9]



呈现出晶体块状的结构，表现出良好的结晶形态。从图 5(c)中可以看出基体有孔洞状的

结构为二醋酸纤维素(CDA)，CDA 基体上的晶体颗粒为聚乙二醇(PEG)，聚乙二醇(PEG)
分子通过氢键键合被牢牢固定在二醋酸纤维素(CDA)的分子链上，说明二者成功复合在

一起。

图 5 SEM 图；(a) 二醋酸纤维素；(b) 聚乙二醇;(c) 二醋酸纤维素/聚乙二醇复合材料

Fig. 5 SEM diagram; (a) cellulose diacetate; (b) polyethylene glycol; (c) cellulose diacetate/polyethylene

glycol composites

2.1.3 XRD 分析

图 6(a)是加入不同含量的 PEG 复合材料的 XRD 图谱，主要是为了研究 PEG 的含量

对该体系结晶的影响。从图中可以看出 CDA 在 2theta=17.88° 和 20.91° 处有两个很弱

的衍射峰。纯 PEG 在 2theta=19.16° 和 23.50° 处有两个明显的特征衍射峰。PCMs 的

XRD 图谱是 CDA 与 PEG 的衍射图谱叠加的结果。本实验 PCMs 都显示出了两个强烈的

特征衍射峰，但随着 PEG 在 PCMs 中的质量分数增加，PCMs 逐渐表现出与纯 PEG 相

似的衍射图谱，这表明复合 PCMs 没有破坏 PEG 原始的晶体类型。复合 PCMs 的两个强

烈的特征衍射峰都要弱于纯 PEG，这说明 CDA 基体的加入会降低 PEG 的结晶度。这可

能是因为 CDA 相当于 PEG 在结晶过程中的杂质，且两者相互混合之间会形成氢键，使

PEG 分子的运动受到限制，从而降低了 PEG 的结晶度。

2.2 CDA/PEG 相变材料的形状稳定性和泄露性

复合相变材料的防泄露和形状稳定性是评估实际应用性能的关键参数。为了比较不

同 PEG 含量的复合相变材料的实际应用性能，取相同的质量的纯 PEG 与所有复合 PCMs
的样品都热压成相同尺寸的正方体。从图 6(b)可以看出在没有加热之前纯 PEG 和所有复

合 PCMs 的样品都保持良好的正方体形状，在 80℃下加热 5min 时可以看出纯 PEG 已经

开始熔化几乎全部都变成液体，而复合 PCMs 的样品并没有产生任何液体泄露。继续加

热到 15min 和 30min 时，可以看出所有复合 PCMs 的样品都没有产生泄露，说明在 PEG

(a) (b)

(c)



在发生相变时 CDA 可以起到良好的支撑和束缚作用，CDA 可承担 PEG 最大负载量为

80％，从宏观相变结果来看 PEG 与 CDA 复合之后其相变行为发生了根本变化，由复合

之前的固-液相变行为转化为固-固相变行为。

图 6 (a) CDA、PEG、CDA/PEG 的 XRD 图谱；(b) PEG 和所有样品在 80℃下加热不同时间的对比图

Fig. 6 (a) XRD patterns of CDA, PEG, CDA/PEG；(b) Comparison of PEG and all samples heated at 80°C

for different times

2.3 不同 PEG 含量对 CDA/PEG 相变性能的影响

如图 7(a)、(b)所示，所有样品的 DSC 曲线相似，只有一个熔融峰和结晶峰，这表明

储热介质仅为 PEG。PEG 的熔融峰主要集中在 57-64℃处，结晶峰主要集中在 37-43℃

处，此时 PEG 的熔融中心温度和结晶中心温度分别为 60.85℃和 39.82℃，从表 2 可知此

时纯 PEG 的熔融焓为 127.9J/g，结晶焓为 126.32J/g。当 PEG 与 CDA 复合后，样品的熔

融焓和结晶焓相比于纯 PEG 均有下降，样品 S1 的熔融焓为 60.03J/g，结晶焓为 52.98J/g，
说明复合之后的相变材料中在发生相变时产生的热量相比于纯 PEG 略有下降，可能对于

PEG 与纤维素形成的共混体系，PEG 与纤维素间形成较强的分子间氢键，影响和束缚了

熔融态下 PEG 分子的自由运动，导致部分 PEG 在熔融态下无法脱离 CDA 表面，所以共

混物整体表现出固态相变行为。但随着复合相变材料中 PEG 的含量增大，复合相变材料

的熔融焓和结晶焓也逐渐提高，说明随着 PEG 的含量在增大，熔融态下的 PEG 分子的

自由运动能力在提高，可释放的热量也会随之增大。当 PEG 含量达到 80％左右，复合

相变材料的整体在熔融状态下依然没有发生泄露并维持良好的形态稳定性，但 PEG 的含

量如果继续增大，复合相变材料在熔融状态下会发生泄露，在实际应用当中意义价值不

大。从表 2 中可以看出当 PEG 的含量增大到 75％和 80％时，其复合相变材料的相变焓

值已经很接近纯 PEG，此时 CDA 的含量分别在 25％和 20％，相比于纯 PEG 来说虽然

加入 CDA 后导致相变焓降低，但综合来看在发生相变时 CDA 的加入通过氢键和毛细管

力可以起到对 PEG 支撑和束缚的作用，使 PEG 失去宏观流动性，不会像 PEG 那样在相

变时完全发生固-液两相的转化，尽可能保持 CDA 的含量在最低的程度下起到保护和束

缚作用的同时还不使相变焓大幅度降低。综合来看本文样品 S4 的 CDA 含量最佳做到

20％，此时 PEG 含量为 80％，此时整体效果达到了最好。

(a) (b)



图 7 (a) PEG 和所有样品熔化的 DSC 曲线；(b) PEG 和所有样品结晶的 DSC 曲线

Fig.7 (a) DSC curves for melting of PEG and all samples; (b) DSC curves for crystallization of PEG and all

samples

表 2 PEG 和所有样品的相变储能性能数据

Table 2 Phase change energy storage performance data for PEG and all samples

2.4 不同 PEG 含量对 CDA/PEG 光热转换性能的影响

PEG 和不同 PEG 含量对 CDA/PEG 复合材料光热转换性能如图 8(a)所示。从图中可

以看出，从 t=0 时刻起光源为打开状态，CDA/PEG 复合相变材料经光源照射下吸收了热

量，其温度逐渐上升，当温度达到其复合材料的熔点时，光热转换曲线上的曲线斜率产

生了变化，曲线的斜率发生了略微倾斜，此时说明该相变材料发生了相变过程并且热量

的储存是在比较小的温度波动下进行的。当 t=900s 时光源关闭，CDA/PEG 复合相变材

料的温度逐渐开始下降，直到温度下降到结晶温度为止，并且当温度下降到一定程度时，

CDA/PEG 复合相变材料会发生相变，此时温度曲线会出现拐点，曲线开始弯曲，温度会

略微上升，说明 CDA/PEG 复合相变材料此时发生了液-固转变，样品正在释放之前已储

存的能量。并且随着样品中 PEG 含量的逐渐增大，在相同光照时间里 CDA/PEG 复合相

变材料在发生相变时光热转换曲线斜率会比纯 PEG 的曲线斜率要大，说明 CDA/PEG 复

合相变材料的升温速率要比纯 PEG 高，CDA/PEG 复合之后的相变材料在光照后储存的

热量要比纯 PEG 多。随着 PEG 的含量增加，由于 PEG 的含量逐渐的增大，其复合后相

变焓值也逐渐增大，在光照相变同时间内发生相变的时间也逐渐缩短，由光热效率转换

公式可知在其他条件相同的情况下影响光热转换效率的因素主要是相变焓值的大小和发

生相变的时间，因此复合相变材料的整体光热转换效率要比纯 PEG 的要高，从图 8(b)中
可以看出当 PEG 含量为 80％时(S4)，此时光热转换效率达到最高 58.7％。与 CDA/PEG

样品 CDA 含量

(wt％)
PEG 含量

(wt％)
熔融中心

温度(℃)
结晶中心

温度(℃)
熔融焓

(J/g)
冷却焓

(J/g)

PEG 0 100 60.85 39.82 127.9 126.32
S1 50 50 61.90 39.89 60.03 52.98
S2 33 67 61.92 40.62 97.10 77.43
S3 25 75 61.97 40.32 123.33 108.91

S4 20 80 62.31 40.60 124.23 116.64

(a) (b)



复合相变材料不同的是，纯 PEG 的光热转换曲线在达到相变温度时，曲线产生的温度梯

度的变化不是很明显，说明纯 PEG 不具备良好的吸光结构，后续还需要添加良好的吸光

材料加以改进。

图 8 (a) PEG 和不同 PEG 含量对 CDA/PEG 光热转换性能的影响；(b) PEG 和不同 PEG 含量对

CDA/PEG 光热转换效率的影响

Fig. 8 (a) Effect of PEG and different PEG contents on CDA/PEG photothermal conversion performance; (b)

Effect of PEG and different PEG contents on CDA/PEG photothermal conversion efficiency

3 结 论

通过溶液共混法制备二醋酸纤维素/聚乙二醇复合固-固相变材料(PCMs)，并对其性

能进行研究。FT-IR 结果表明：二醋酸纤维素具有丰富的网孔状结构，且分子内部含有大

量的羟基官能团，其可以与 PEG 通过毛细管力和氢键的作用将两者进行复合，且复合过

程中无新物质产生。XRD 结果表明,二醋酸纤维素的基体加入到 PEG 中不会影响 PEG 的

结晶状态，但会降低其结晶度。DSC 结果表明复合相变材料的熔融焓和冷却焓随着 PEG
的含量增大而随之增大，但都低于纯 PEG。光热转换测试结果表明在同等光强条件下照

射相同时间，当 PEG 的含量达到 80％(S4)的复合 PCMs 光热转换效果最佳，升温速率最

快，效率最高可达 58.7％。

(a) (b)
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摘要：电子器件小型化和集成化的趋势导致了芯片高热流密度过高和高温的局部热点的出现。将蒸汽腔(VC)7

直接集成在半导体电子器件的表面，可以有效地解决芯片表面过热的问题。然而，在提高传热性能的同时，8

减小VC尺寸的挑战不容忽视。为此，本文设计并制作了一款功能尺寸为 7 mm× 7 mm× 0.6 mm的硅基VC。9

搭建了实验系统，探究了三种工质（2100A、无水乙醇、去离子水）对硅基 VC 传热性能的影响。实验结果10

发现，以无水乙醇为工质的硅基 VC 热阻最低为 2.74 ℃/W，相较于未充液的 VC 热阻降低了 61.4%，以去11

离子水为工质的硅基 VC 在高热负荷下表现出最优的均温性能。12

关键词：超薄蒸汽腔；硅基 VC；相变传热13

0 前言14

随着电子器件的小型化和集成化的程度不断提升，其工作时产生的热流密度也随之增加15

[1-3]。与此同时，局部热点的出现会降低电子器件的性能甚至损坏电子元件，由此引发了重16

大的集成电路热管理挑战[4]。因此，热管理问题已经成为电子设备开发中的一个关键因素。17

[5]作为一种高效的相变传热元件，蒸汽腔（VC）因其出色的均温能力，可以有效降低局部18

热点过高温度，已被广泛应用于电子设备的热管理中[6]。硅基 VC 可以直接或者间接构建在19

芯片表面，使其直接与热点接触，相对于传统金属 VC 大大降低了热点到散热器件的热阻，20

并且极有利于芯片小型化和集成化的需求，具有可观的应用前景[7]。21

Benson 等人[8, 9]首先对硅基 VC 进行了研究。他们在两块厚度为 0.65 mm、面积为 4822

mm× 48 mm 的硅片上刻蚀微柱阵列毛细芯，制造了一种硅基 VC，实验表明，在高功率密23

度下，此 VC 可以将硅衬底的散热能力提高 5 倍以上。Gillot 等人[10]采用三层堆叠工艺制24

造了一种可以在反重力方向运行的硅基 VC。研究结果发现，此 VC 的热流密度可以达到 11025

W/cm2。Cai[11]等也采用类似的三层堆叠工艺构造了一个 38 mm× 38 mm× 3 mm 的硅基 VC。26

实验结果表明，以乙醇为工质时，VC 具有良好的传热性能。有效热导率在 2500 W/(m∙K)以27

上。此外，Cai 等人[12]使用两个 1 mm 厚的硅片制造了一种六边形硅基 VC，单个 VC 的边28

长为 1 cm，总面积为 2.6 cm2。他们声称所提出的 VC 可以实现 350 W/cm2 的最大热通量。29

Liu 等人[13]采用紫外激光烧蚀等方法构建了一个整体尺寸为 10 mm×10 mm，厚度为 1.5 mm30

的硅基 VC，他们将 VC 的热性能与相同尺寸的固体硅板的模拟结果进行了比较，发现当热31

流大于 60 W/cm2 时，VC 的热点温度均匀性得到了改善。He 等人[14]构建了一个面积为 432

cm×4 cm、厚度为 1.5 mm 的 VC，实验结果表明，与热通量为 15 W/cm2，15 ̊C 过热的对照33

硅片相比，VC 具有优异的性能。Liang 等人[15]对硅基 VC 的毛细结构进行了新的尝试。他34

1 基金项目：国家自然科学基金(批准号:U20A20300)。
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们在硅板上沉积不同孔隙率的铜粉形成毛细芯，构建了整体尺寸为 30 mm×30 mm×0.72 mm1

的 VC，实验结果表明，孔隙率为 0.767，毛细芯饱和比约为 50%时，空冷热阻为 2.5 ℃/W，2

热流密度为 7.6 W/cm2。总的来说，目前的硅基 VC 的面积为 1 cm2 至 5 cm2，厚度为 0.72 mm3

至 3 mm。4

综上所述，为应对集成电路小型化的趋势，在解决局部热点问题的基础上，本文进一步5

减小硅基 VC 的尺寸，设计并制作了一款整体尺寸为 7 mm× 7 mm× 0.6 mm 的硅基 VC。采6

用边长和间距均为 10 µm 的正方形的微柱阵列作为 VC 的毛细芯，选用 3 种工质（Noah7

2100A 氟化液、无水乙醇、去离子水），搭建实验系统研究工质对硅基 VC 传热性能的影响。8

1 实验方法9

图 1（a）给出了本工作所设计的硅基 VC 的结构。本文所设计的硅基 VC 的厚度为 0.610

mm，是由两块厚度均为 0.3 mm 的硅板键合而成。VC 的整体尺寸为 1.8 mm× 1.0 mm，有11

效功能面积为 7.0 mm× 7.0 mm。其中，上硅板为冷凝段，刻蚀 150 µm 深，并保留 24 根长12

为 300 µm 的正方形微柱作为支撑柱，支撑柱呈 5× 5 的阵列组成（VC 中心处支撑柱舍掉）；13

下硅板为蒸发段，按照所设计的毛细芯图案刻蚀 50 µm 深，如图 1（b）所示。毛细芯由方14

形微柱阵列组成，微柱的边长 a=10 µm，微柱的间距 s=10 µm。15

16
图 1 硅基 VC 的设计与结构（a）硅基 VC 的结构（b）微柱阵列的边长 a 与间距 s（c）蒸17

发器侧的热电阻布置和冷凝器侧的热电阻布置（d）所得到的 VC 以及其电阻的图案18

另外，为了实现对硅基 VC 的加热和温度的测量，在硅基 VC 蒸发段和冷凝段的表面生19

长了一层 SiO2实现电钝化，随后按照设计的图案先后沉积了 Cr 和 Pt，从而得到了电阻加热20

器和电阻温度传感器，蒸发段和冷凝段的电阻的位置和编号如图 1（c）所示。其中，#4 和21

#13 为电阻加热器，所占面积为 2 mm× 2 mm，在加热器四周布置 4 个电阻温度传感器分别22

记为#3、#6、#11 和#14；在冷凝段沿 VC 对角线布置了 5 个电阻温度传感器，分别为#5、23

#7、#12、#15、#16。热电阻所沉积的图案如图 1（d）所示。为了方便后续实验的开展，将24

电阻的引脚布置在了 VC 边缘，并且在蒸发器侧留有两个充液孔，充液孔与蒸汽空腔相通。25
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1
图 2 硅基 VC 传热特性实验系统2

为了探究硅基 VC 的传热性能，搭建了如图 2 所示的实验系统。整个实验系统由测试3

件、加热单元（直流电源）、冷凝单元（低温恒温槽、水冷块）、数据采集单元（数据采集器）、4

充液单元等部分组成。在正式实验之前，需要对加工得到的 VC 进行预处理，包括硅晶圆的5

划片、PCB 的设计、VC 与 PCB 引线焊接和密封装置的设计等。设计了一款由 3D 打印的树6

脂材料的外壳用于保护 VC，外壳上设有冷却水的进出口以及充液进出口，冷凝水的温度设7

定为 10℃。另外，充液采用排液法，即先加热 VC 将内部的液体工质全部汽化并排出，随后8

用注射泵注入规定的充液量。经计算，本文所设计的硅基 VC 的容积约为 10.0 µL，采用的9

充液量为 5.0 µL。为了探究工质的不同对硅基 VC 传热性能的影响，选用 3 种工质，分别为10

Noah 2100A 氟化液、无水乙醇和去离子水，3 种工质的沸点分别为 47℃、78℃和 100℃，11

工质其他主要热物理性质如表 1 所示。除此之外，本文测量了 3 种工质与所采用硅片的接触12

角，如图 4 所示。得到的 Noah 2100A 氟化液、无水乙醇和去离子水与硅片的接触角分别为13

17°、18°和 60°。14

表 1 三种工质的主要物理参数15

工质
密度

(× 103 kg/m3)
沸点(℃)

表面张力

(× 10-3 N/m)

运动粘度

mm2/s

比热

J/(g∙K)

汽化潜热

kJ/kg

Noah 2100A 1.601 47 11.44 0.379 1.279 93.22

无水乙醇 0.7893 78 22.39 0.753 1.419 953.21

去离子水 0.998 100 72.67 1.0067 4.18 2257.2

16
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（a）Noah2100A （b）无水乙醇 （c）去离子水

图 3 三种工质与硅片的接触角1

本文选用热阻来表征硅基 VC 的传热能力，热阻 RVC定义为蒸发面的平均温度和冷凝面2

的平均温度的差与输入功率的比值，如式（1）所示，其中 Te 为蒸发面的平均温度，Tc为冷3

凝面的平均温度，分别由式（2）和式（3）计算得到，Q 为输入功率。4

(1)

(2)

(3)

本文中的温度测量是通过电阻温度传感器实现的。铂的电阻值与温度呈线性相关，如式5

（4），但是由于加工精度的原因，电阻的实际值可能与设计值不匹配，需要对 VC 上的每个6

温度传感器的电阻值进行校准。在这里以#1 为例，展示标定结果，如图 4 所示。在获得电7

阻随温度变化的数据后，使用绘图软件 Origin 进行线性拟合，以获得 Pt 电阻的电阻值与温8

度变化公式的截距和斜率，如式（5）所示。数据采集器测量电阻的误差为 0.1 Ω，所以 VC9

上每个测量电阻的不确定度为 0.32℃。10

11

图 4 #1 电阻传感器的阻值随温度的变化以及拟合公式12
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(4)

(5)

另外，在充液过程中，外部管道会对充液产生一定的影响。通过计算，本文中使用的外1

部毛细管的体积估计约为 0.4 μL。因此，本研究中液体填充体积的误差估计在 5.2%至 16%2

的范围内。3

2 结果与讨论4

3.1 硅基 VC 运行温度5

6

图 5 工质为乙醇的硅基 VC 升功率运行的温度特性（a）0 ~ 800 s（b）800 s ~ 1600 s7

芯片在实际运行过程中，功率往往不是稳定的，图 5 为工质为乙醇的硅基 VC 在升功率8

运行条件下的温度特性。可以看出，施加热负荷后，VC 各测温点的温度随之急剧上升，然9

后逐渐趋于平稳，这表明硅基 VC 内会自动调节其内部的热-质交换的剧烈程度，使其达到10

新的平衡，重新稳定运行。此外，蒸发面的温度和冷凝面的温度出现明显的分组现象，同时11

随着输入功率的增大，两者的温差也逐渐增大。蒸发面的 4 个测温点（T3、T6、T11、T14）的12

温度相差较小，而冷凝面的温度在高输入功率区间（3.35 W~4.90 W）内相差较大。总体来13

看，冷凝面的中心（T12）的温度最高，而位于坐标 x=-4.8 和 x=+4.8 处的测温点 T15和 T5的14

温度最低。15



6

图 6 为 3 种工质的硅基 VC 蒸发面的平均温度 Te 和冷凝面的平均温度 Tc 随热负荷的变1

化特性。除此之外，表征了输入功率升高时 Te 相对于上一输入功率区间的温升，记为 ΔTe。2

从图中可以看出，硅基 VC 的 Te和 Tc 随着输入功率的增加而上升，以无水乙醇为工质的 VC3

的 Te 和 Tc 最低，而以去离子水为工质的 VC 的 Te 和 Tc 最高。对于 ΔTe 而言，三种工质的4

VC 的 ΔTe 皆呈现出随着输入功率的升高缓慢增加，然后迅速升高的特征。而且不同输入功5

率区间的 ΔTe 不同，其中在输入功率 1.5 W~4.1 W 时，无水乙醇 VC 的 ΔTe是最小的，分别6

为 8.3℃，11.3℃，11.1℃，14.0℃ 和 14.2℃，ΔTe相差较小，可以认为 VC 处于高效工作状7

态，表现出优异的降低芯片表面温度的能力。而在热负荷升至 4.95 W 左右时，三种工质的8

VC 的 ΔTe 皆出现了大幅度升高，这表明此时的硅基 VC 逐渐达到了传热极限。相对其他两9

种工质而言以无水乙醇为工质的 VC 的 Te 提升最为明显。这与图 3（b）中温度变化的趋势10

相符合，即输入功率为 4.95 W 左右时，VC 冷凝面的各测温点的温度相差较小，均达到 95℃11 

左右，并且冷凝面的温度与蒸发面温度相差较大。上述现象表明，此时 VC 内部的冷凝侧积12

聚大量蒸汽无法被及时冷凝，从而导致蒸发端无法得到液体工质的及时补充，导致传热恶化，13

各温度点的温度趋近相同。14

15

图 6 不同输入功率下三种工质的 VC 蒸发面与冷凝面的平均温度16

3.2 硅基 VC 热阻17

如图 7 所示为 3 种工质下的硅基 VC 的热阻随热负荷的变化情况，其中图中虚线表示的18

是未充液（0 µL）的硅基 VC 的热阻。从图中可以看出，3 种工质的 VC 的热阻随热负荷的19

升高皆呈先减后增的趋势。这是因为，在低热负荷下，VC 内部的相变换热并不明显，工质20

更多以液体的状态下参与换热，从图 6 中也可以看出，低输入功率下的 VC 的 ΔTe增加的速21

率较快，表明 VC 的传热能力并不突出；而随着热负荷的升高，气液相变的剧烈程度提高，22

VC 开始正常高效运行，结合图 6 中的 ΔTe增加速度逐渐放缓的趋势，甚至无水乙醇为工质23

的 VC 的 ΔTe 出现下降的趋势，表明 VC 具有优异的传热性能，VC 的热阻降低；但随着热24
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负荷继续升高，VC 内部液体回流逐渐无法满足蒸发的需求，VC 出现传热恶化，热阻也随1

之升高。同时也能发现，以 2100A 为工质的硅基 VC 最早出现热阻升高的现象，这是因为2

2100A 的沸点和汽化潜热相对最低，意味着液体 2100A 汽化吸收的热量有限，VC 容易出现3

蒸干现象。此外，无水乙醇 VC 和去离子水的热阻相对较低，而无水乙醇 VC 的热阻在热负4

荷为 4.25 W 的条件下，最低为 2.74 ℃/W，相较于未充液的硅基 VC 热阻降低了 61.4%。但5

在高热负荷（~4.95 W）下无水乙醇 VC 热阻急剧升高，这与前文的对于 Te 的分析相呼应；6

而去离子水 VC 的热阻在 4.0 W~5.0 W 下也有所升高，但升高相对较少。这表明去离子水7

VC 相较于无水乙醇更能承受高的热负荷。VC 在工作时，工质在底部蒸发端吸热后蒸发形8

成饱和气态工质，经过 VC 沿厚度方向传递至冷凝端凝结放热并凝结成液态工质通过毛细芯9

流回蒸发端进行下一阶段的循环。工质的循环是通过毛细芯产生的毛细力所驱动的。硅基10

VC 内部毛细结构产生的毛细力 ΔP可根据 Young-Laplace 方程计算得到：11

12

其中，σ为液体工质的表面张力，reff 为毛细结构的有效孔径，θ为液体工质与多孔介质13

的接触角。在此文中，reff 为 10 µm，根据表 1 的参数，可以计算得到不同工质产生的最大14

毛细力：2100A 为 2187 Pa，无水乙醇为 4259 Pa，去离子水为 7267 Pa。因此，去离子水能15

为 VC 提供最高的毛细抽吸力，但去离子水的粘度也最大，这也会使工质在流动时需要克服16

更多的阻力，不利于液体工质的回流。在充液量为 5.0 µL 下的去离子水 VC 在低热负荷下17

的液体汽化量较少，更多的工质以液体的形式存在于 VC 中，导致阻塞工质的气液相变循环18

路径，进而使去离子水 VC 的热阻相较于无水乙醇 VC 较高。19

20

图 7 三种工质的硅基 VC 的热阻对比21
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3.3 硅基 VC 均温性1

2

图 8 三种工质的硅基 VC 冷凝面温度分布3

图 8 展示了三种工质的硅基 VC 在不同功率下的冷凝面的温度。从图中可以发现，对于4

无水乙醇和去离子水而言，在输入功率 2.00 W 和输入功率 3.35 W 左右时，冷凝面的温度呈5

现出中间高四周低的趋势，这表明在低输入功率下，VC 的轴向（厚度方向）传热占据主导；6

而在输入功率为 4.95 W 左右时的趋势相反。这表明在高热流密度下，VC 内部的径向（长度7

方向）传热较好，能够迅速的将中心的热量传输至四周。但 2100A 呈现出不同的状态，潜在8

的原因在于 2100A 同时具有低接触角和低汽化潜热所致，导致 2100A 的相变传热的能力相9

较于其他两种工质较低。10

11

图 9 三种工质下 VC 冷凝面的温度标准差12

标准差 σ可以表征一组数据的波动性，本文用冷凝面的温度标准差来表征 VC 的均温性13
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能。图 9 给出了冷凝面的温度的标准差随热负荷的变化情况。从图中可以发现，在热负荷1

0~2.7 W 下，3 种工质 VC 的冷凝面的标准差都幅度低于未充液 VC，这表明 3 种工质 VC 都2

能在不同程度下改善 VC 冷凝面的均温性，其中以无水乙醇 VC 的性能更佳。而在热负荷 2.73

W~4.95 W 下，2100A 和无水乙醇 VC 的标准差升高，而去离子水 VC 的标准差相对平稳，4

这表明去离子水 VC 在此热负荷下具有更佳的均温性能。5

3 总结6

本文设计并制造了一种超薄（厚度仅为 0.6 mm）硅基 VC，搭建 VC 传热实验系统分别7

表征了以 Noah 2100A、无水乙醇和去离子水为工质的硅基 VC 的传热能力和均温性能，得8

到的主要结论如下：9

所设计的硅基 VC 能够应对热负荷的突升，表现出优异的降低芯片表面温度的能力；以10

无水乙醇为工质的硅基 VC 的综合传热能力最优，最低热阻出现在输入功率为 4.25 W，为11

2.74℃/W，相对于未充液的 VC 而言，热阻降低了 61.4%；而以去离子水为工质的硅基 VC12

在高热负荷下的能保证较低热阻的同时，实现最佳的均温能力；而以 2100A 为工质的硅基13

VC 的启动较容易，适用于较小热负荷下的工况。14
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摘 要：基于 CSPonD（Concentrated Solar Power on Demand）系统，研究熔盐介质预热熔化的传热过

程。针对其直接吸收热辐射发生相变，并且介质吸收辐射的衰减作用不断发生变化的特性，依据 Mie

散射理论和几何光学方法建立了基于温度的变衰减吸收模型。对比研究壁面式和体积式熔盐相变过程

的区别，发现吸收同等热量情况下，体积式加热主要受到光穿透特性的影响，其完全熔化时间虽快于

壁面式，但开始熔化时间较晚，并受限于初始温度，如果将两者结合，则会有较好效果。

关键词：CSPonD 预热过程 Mie 散射 几何光学 吸收率

0 前言

太阳能光热发电又称为聚光太阳能 CSP（Concentrating Solar Power）系统。常规 CSP

系统由于光照角度存在不均匀性，接收器表面容易受热辐射冲击不均导致结构性损坏；

且夜间无太阳辐射，有着熔盐凝固堵塞输送管路的风险。对此，前人提出体积式吸收太

阳能系统的概念，Slocum[1]等于 2010 年建立了一套在山坡上设置聚光镜，将太阳光反射

到地面熔盐接收罐中吸收、储存太阳能的 CSPonD 系统（Concentrated solar power on

demand）。结果表明，系统效率最高可达到 77%，预计单位发电量成本降至 0.07 美元

/kWh。进一步的，Calvet[2]等于 2016 年搭建了全球第一个 CSPonD 系统接收器原型机，

进行 100kW 光照太阳能接收测试，系统总体效率达到 64%。实验证明单罐直接吸收式

储热装置成本上较传统双罐系统有着明显优势，同时熔盐对于热辐射冲击的敏感性更低，

运行风险更小。

体积式吸收器成本低，结构简单，但依靠熔盐直接吸收太阳辐照，使得系统受熔盐

物性影响较大。前人的研究对象多为充放电时液相熔盐的传热情况，而对其预热过程少

有涉及。熔盐本身的预热时间较长，过程较为繁琐，且需要反复进行，研究其预热过程

有利于优化其过程，提高效率。传统体积式吸收器主要通过电加热完成熔化：对于容器

中熔盐熔化的研究主要考虑加热壁面的影响。而对于 CSPonD 系统，熔化的热量来源为

太阳辐照，且熔盐为颗粒，需要考虑颗粒对辐照的吸收作用，而这部分鲜有研究。为此，

本文建立了辐照下熔盐熔化模型，对比不同加热方式对熔盐熔化的影响，主要探究了体



积式熔盐罐内介质相变过程传热机理。

1 研究方法

1.1 物理问题模型

基于 CSPonD 系统单罐装置，填充太阳盐(60%NaNO3 和 40%KNO3)进行熔盐预热研

究，具体物理模型如图 1：罐体长宽皆为 300mm，中心对称，上部有开口接收竖直向下

的太阳辐照。罐体四周有着保温层，看做绝热。体积式罐体主要通过开口接收辐照并对

外散热；壁面式则是上壁面接收热流，再加热熔盐，且对外散热。其物性参数可见表 1。

(a) 体积式 (b) 壁面式

图 1 熔盐罐结构示意图

表 1 固相和液相太阳盐的热物理特性参数[3, 4]

ρ Cp μ k △H Tm1 Tm2

kg/m3 J/(kg k) mPa s W/(m k) J/kg K K

液相 1943.18 1482.71 5.35 0.487 - - -

固相 2232 1556 - 0.75 90510 494 503

1.2 数学模型

根据物理模型，壁面式是基于第一类边界条件的相变传热问题；而体积式是基于热

辐射的固液相变耦合问题，两者主要基于辐射传递模型和固液相变模型。对此分别建立

数学模型，并进行如下假设：熔盐介质的物性为各向同性；忽略两侧壁面对外界的辐射

热损失；假设熔盐颗粒表面为漫反射；假设液相熔盐为不可压缩流体；

其主要的控制方程如下[5]：

连续性方程: ߲

ݐ߲
(ߩ) + ∇ ∙ (࢜ߩ) = 0 (1)

动量方程: ߲

ݐ߲
(࢜ߩ) + ∇ ∙ (࢜࢜ߩ) = +∇− ∇ߤ

ଶ࢜+ ࢍߩ + ࡹࡿ (2)



能量方程: ߲

ݐ߲
(ܪߩ) + ∇ ∙ (ܪ࢜ߩ) = −∇ ∙ ( ݇ܶ) + ࡱࡿ (3)

1.2.1 相变模型

固液相变模型主要采用焓-多孔介质模型[6]，将相变过程看做是固相温度 ܶ ଵ到液相

温度 ܶ ଶ内发生的能量传递和相态变化过程。将温度区间内介质看做多孔介质，其孔隙

率ߚ等价于液化率，是温度的线性函数：

⎩
⎨

⎧
ߚ = 0

ߚ = 1 −
ܶ− ܶ ଵ

ܶ ଶ− ܶ ଵ

ߚ = 1

ܶ < ܶ ଵ

ܶ ଵ < ܶ < ܶ ଶ

ܶ > ܶ ଶ

(4)

当0 < ߚ < 1看作是处在固液混合的糊状区，=0 时为固态，=1 时为液态。

对糊状层介质的流动考虑其受到的阻碍作用，在公式 2 中添加阻尼源项：

ெܵ =
(1− ଶ(ߚ

ଷߚ) + ߱)
ܣ ௨௦࢛ (5)

其中：߱是防止零除的极小值，取 ܣ。10-3 ௨௦是糊状系数，其取值取决于网格尺寸、糊

状区厚度、时间步长等，一般取值在 104~107，本文取值 105。

此外，将相变潜热看作是液化率的线性函数，转化为熔盐焓值进行计算：

ܪ = ℎ+ ܪ߂ = ܪ + ܮߚ (6)

ℎ = ℎ + න ܿ

்

்ೝ

݀ܶ (7)

其余热物性参数߶的选取采用基于温度的平均分布模型（ADM）[7]进行处理：

߶=൬1-
ܶ− ܶ ଵ

ܶ ଶ− ܶ ଵ
൰߶௦+

ܶ− ܶ ଵ

ܶ ଶ− ܶ ଵ
߶ (8)

1.2.2 辐射能量传递模型

依据朗伯-比尔定律[8]，半透明介质所吸收的辐射热量随着深度呈指数分布，公式 3

中的源项ࡱࡿ为：

ாܵ(ݕ) = −
݀

ݕ݀
න ߣ݀(ߣ,ݕ)ܫ (9)

(ߣ,ݕ)ܫ = (ߣ)ܫ߱ )ݔ݁ − (ݕఒܭ (10)

式中：ܫ为入射太阳辐射强度，߱是反射率，ܭఒ是衰减系数，y 为液面下深度，入射

辐射强度ܫ根据文献[9]取典型日典型时段罐口接收的辐照强度为初始辐射强度，近似拟

合得到全波段辐照强度随径向分布的经验公式(11)，并进行倍率放大：

(ݎ)ܫ = 7241022 ൬−ቀݔ݁


.ଷଽଵଶ
ቁ
ଶ
൰+ 1396 ൬−ቀݔ݁



.ଶଵଽଵ
ቁ
ଶ
൰൨ (11)

1.2.3 光学特性



由于固相熔盐介质呈细小颗粒状，计算其吸收入射辐射需考虑颗粒接受光照的光学

特性，其主要包括两种情况：颗粒堆叠、浆体（颗粒分散），分别对应着熔化初始阶段

E1 和熔化过程中 E2。如图 2，熔化过程中，熔盐介质逐渐由颗粒堆叠状转为颗粒分散

形式。对于两种情况下介质的衰减系数的取值有较大区别，这主要是由于辐射在介质的

传递中，是颗粒间相互传导吸收为主还是颗粒间液相介质吸收为主。

a)初始阶段 E1 b)熔化过程中 E2

图 2 熔化过程中颗粒的光学特性

对于 E1，由于其粒径远大于入射辐射的波长൫ߙ  ͳͲͲ，ߙ ൌ ʹ ߨ ݀Ȁߣ൯，，其单个颗

粒适用几何光学计算其衰减系数ܭǡ取值[10]，具体为：

,ܭ = ܵ 4⁄ (12,a)

ܵ=
ଶܴ݊ߨ4

ߝ
(12,b)

=ߝ 1 −
ଷܴ݊ߨ4

3
(12,c)

其中：ܵ为单位体积中颗粒的比表面积，ܴ ൌ ݀ 2⁄ 为颗粒半径，n 为单位体积颗粒的个

数，ߝ为孔隙率。同时考虑颗粒堆叠情况下统计模型[11, 12]的修正：

,ாଵܭ = ,ܭߛ (12,d)

=ߛ 1 ⁄ߝ (12,e)

对于 E2，由于熔化过程中颗粒粒径不断变小，几何光学不再完全适用，因此引入

Mie 散射理论进行计算，Mie 散射理论适用于绝大部分情况下颗粒的散射问题。已知入

射辐照波长和颗粒直径，可以得到入射辐射的消光系数ܭǡாଶ:

,ாଶܭ =
ଷఈொഊ

ଶௗ
(13)

对于颗粒体积占比较高的情况下，则需要考虑颗粒体积的影响，需要对于消光系数

进行修正[13]:



,ாଶܭ =
ଷఈொഊ

ଶௗ
ܵ (14,a)

ܵ = 1 + ߙ1.84 − ߙ3.15
ଶ + ߙ7.2

ଷ, ߙ < 70% (14,b)

ܳఒ = ܳ௦ఒ + ܳఒ (14,c)

其中：݀ 为颗粒的直径，ܵ 为以颗粒体积占比为函数的比例因子。ܳ ఒ为消光系数，ܳ ௦ఒ、

ܳఈఒ为散射系数和吸收系数，根据 Mie 散射理论可得ܳ௦ఒ、ܳఒ：

ܳ௦ఒ =
ଶ

ఞమ
∑ (2݊+ 1)(| ܽ|ଶ + | ܾ|ଶ)ஶ
ୀଵ (14,d)

ܳఒ =
2

߯ଶ
 (2݊+ 1)ܴ {݁ ܽ + ܾ}

ஶ

ୀଵ

(14,e)

其中; ߯= ߣ/݀ߨ 是入射波长和颗粒直径的函数， na 和 nb 则为 Mie 散射系数：

ܽ =
߰( )߯߰

ᇱ(݉ )߯− ݉߰
ᇱ( )߯߰(݉ )߯

)ߦ )߯߰
ᇱ(݉ )߯− ߦ݉

ᇱ( )߯߰(݉ )߯
(14,f)

ܾ =
݉߰( )߯߰

ᇱ(݉ )߯− ߰
ᇱ( )߯߰(݉ )߯

)ߦ݉ )߯߰
ᇱ(݉ )߯− ߦ

ᇱ( )߯߰(݉ )߯
(14,g)

其中; ߰和ߦ是 Riccati-Bessel 函数进行迭代求解之后的结果，m = ݊+ ݅݇是颗粒对于基

液的复折射率，其中 n 为相对折射率、k 为吸收指数。NaNO3 和 KNO3 的相对折射率 n
皆为 1.45[3]，因此取熔盐的相对折射率݊= 1.45；由于影响吸收指数取值的参数较多，

实际过程中熔盐颗粒分布较为密集，且固态颗粒表面光滑呈白色，对于可见光波段辐照

的吸收作用较小，假设散射的辐照被熔盐完全吸收，颗粒不直接吸收辐照，取吸收指数

k 为 0。
实际过程中，颗粒的大小会随着熔化的进行不断缩小，根据平均分布模型，熔化温

度区间内介质的液相率随着温度的增加呈线性减小，即固态颗粒的体积随着温度呈线性

变化，假设固态颗粒的体积变化均匀且始终保持球状，且未完全熔化前，单位体积内颗

粒数目不变，则可以得到颗粒体积占比ߙ、颗粒直径 ݀和温度 ܶ的函数关系：

ߙ = )ߚ ܶ) (15,a)

݀ = ݀, ∙ )ߚ ܶ)
ଵ
ଷ + ߬ (15,b)

式中：ߙ,为投入固体颗粒后的初始固相比（体积分数）， ݀,为投入固态颗粒的初始粒

径， 为߬极小值，取 10-8m。将公式 15 带入到公式 12、13、14 中可以得到：

,ாଵܭ = ா݂ଵ൫ߙ,, ݀,, ܶ൯ (16,a)

,ாଶܭ = ா݂ଶ൫ߙ,, ݀,, ܶ൯ (16,b)

再根据公式 16 带入到公式 12 中，即可得到实际介质所吸收的能量源项。

1.3 模型验证

文献[14]以石墨烯/离子液体纳米流体为介质，通过实验和模型方法研究了直接吸收

式高温太阳能集热器中浆体介质对于太阳辐射的吸收作用，研究了不同浓度介质对集热



器吸收辐射效果的影响，实验得到了集热器内部不同深度介质吸收辐射后的温度分布。

通过将本文模型带入到文献案例中进行辐射传热过程验证，并与实验结果进行验证，根

据图 3（a），验证结果在可接受范围内。文献[15]通过研究了添加了泡沫铜的石蜡介质受

到壁面热流后的熔化过程，分别从实验和模拟两个方面进行了对比研究。本文将模型带

入文献案例进行熔化模型验证，根据图 3（b），验证结果与文献实验结果更为相近。综

上结合两个方面的验证，证明了模型的可靠性。
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图 3 模型验证

2 结果与分析

2.1 体积式衰减系数的取值

取颗粒初始粒径 ݀,为 40、50、60、70μm，熔盐吸收入射辐射的波长范围主要为

0.4~0.8μm[16]，根据光学特性，得到熔盐随着熔化进行其对入射光的衰减系数变化如图 4

（a）所示。其中随着熔化的进行，颗粒粒径不断缩小，几何光学只在ߙ > 100较为准确，

而适用浆体传热的 Mie 散射理论只适用于颗粒占比小于 70%的情况，综合考虑，依据固

相颗粒占比ߚ分为 3 个区：0~0.4 为 Mie 散射区，0.7~1 为几何光学区，0.4~0.7 为混合作

用区，其中混合作用区的取值依据平均分布模型，得到实际衰减系数取值图 4（b）。
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图 4 衰减系数随固相颗粒占比ߚ变化分布图

2.2 不同加热方式对于熔盐熔化的影响

分别比较两种加热方式对于熔化过程的影响。考虑对外散热损失，其中体积式的主

要散热损失为颗粒对外反射(߱ = 0.9)以及介质上表面的对流散热损失൫h = 6W/(mଶK)൯，

壁面式主要为上表面的对外辐射散热(߱ = 0.83)和对流散热൫h = 6W/(mଶK)൯。为了减小

计算时间，入射辐射强度设置为实际辐射强度的 150 倍；为了方便比较两种加热方式的

影响，考虑到体积式收到颗粒反射的影响，其实际吸收辐射热量只有 10%，取壁面式的

辐射吸收率同样为 10%。最终，考虑网格无关性和时间步长无关性，取网格尺寸为

0.1 × 0.3݉݉，时间步长取库伦数 Co=10，并采用隐式方法进行计算。

以二维模型，取 ݀, = ߤ70݉ ，初始温度为 480K 进行计算，比较体积式吸热和壁面

式吸热两种加热方式对于熔盐熔化的影响。结果发现，体积式的完全熔化时间远早于壁

面式，体积式完全熔化时间ݐ௧௧,为 900s，壁面式完全熔化时间ݐ௧௧,௪为 1932s，后者

是前者的 46.6%，说明实际熔化时，体积式加热要明显快于壁面式。由于两者熔化时间

相差较大不方便比较，对时间进行无量纲化，取实际时间 t 与完全熔化时间ݐ௧௧的比值

߮௧= ݐ ⁄௧௧ݐ 为时间参数项。

图 5 得到两种加热方式介质液相率随熔化过程的分布云图，由于模型左右对称，取

右半部分进行比较。通过对比发现壁面式熔化开始较早，且随着熔化的进行，糊状层厚

度逐渐增加，糊状区内温度梯度逐渐减小；而体积式则熔化开始的较晚，但糊状层厚度

近似保持不变，且因为入射光线的高斯分布，使得介质有一定的中心下凸现象，这说明

辐射的影响高于流动换热的影响。此外，体积式糊状层的推进速度明显快于壁面式，这

样可以解释为何体积式熔化开始较晚，但完全熔化时间较短的结果。
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图 5 不同加热方式液相率分布云图

进一步的，为探求体积式熔化速率较快的原因，比较了熔化过程中两者对外散热损

失，即上表面温度分布随时间߮௧的变化情况并参考固相率变化。根据图 6 发现，在 E1

阶段，体积式加热表面存在明显的显热温升过程，在此过程中，表面温度上升缓慢，但

是固相率不变；而壁面式则不存在该过程，壁面式表面温度一开始就急剧上升，直至保

持近似不变。此外，整体看来，壁面式表面温度远高于体积式，即对外散热损失远大于

体积式，这可以解释壁面式熔化速率慢于体积式的原因。

此外一般认为吸收同等热量下，体积式熔化速率快于壁面式，主要是由于入射辐射

具有穿透性，可以部分透过液相熔盐，直接加热糊状层，并且液相层会起到保温作用，

从而将糊状区快速推进，使得熔化速率较快。但这无法解释开始阶段，同样是固体表面

（体积式是颗粒表面），为何体积式表面温度不会快速上升的现象。为此，根据模型以

及温度分布结果，得到熔盐内部不同介质层所吸收热量占入射辐射的比例。分别取开始

阶段（߮௧= 0.1）和熔化阶段（߮௧= 0.6）某一时刻的结果，得到图 7。发现熔盐随着深



度增加，E1 和 E2 阶段各存在一个主要吸收峰，分别处在表面和介质内部，其中介质内

部即糊状层区域。对吸收峰求取其面积，得到该吸收峰实际吸收热量所占的比例，E1 为

0.998，E2 为 0.561。这说明在 E1，入射辐射会穿透颗粒层，同时加热一定厚度的颗粒，

使得热量并不聚集于颗粒表面，从而表面温度并不会快速上升，对外散热损失较小。而

随着深度的加深，辐射的吸收率逐渐下降，这主要是由于上层颗粒的阻碍作用，使得越

往下层，所能吸收的热量越少。在 E2，吸收峰面积小于 1，这是由于随着熔化的进行，

糊状层上部的液相介质也会吸收走一部分入射辐射，使得入射至糊状层的热量逐渐减小。

可以预见，随着装置深度的增加，液相对于辐射的吸收作用将占据熔化过程的主要，并

成为影响熔盐熔化的主要因素。而吸收峰内吸收率先增大后减小，是由于糊状层上部温

度较高，颗粒粒径较小，使得糊状介质对于辐射的衰减系数较小，接近于液相，但又随

着深度增加，介质温度下降，糊状介质的衰减系数增大，糊状层实际吸收的热量增加；

但随着深度进一步增加，剩余的辐射热量逐渐减小，虽然介质的衰减依然增大，但所能

吸收的热量依然逐渐减小。综上可以看出，对于体积式加热，辐射的穿透特性是影响熔

化进程的主要因素。
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3 结 论

通过对于CSPonD熔盐罐进行建模计算，并对比传统壁面式吸热，从完全熔化时间、

对外热量损失进行分析，并主要研究了体积式吸热熔化过程的传热机理，得出以下结论：

(1) 同等辐射照射吸热情况下，体积式比壁面式开始熔化时间晚但熔化速率快，初始温

度为 480K 时，前者熔化时间为后者的 46.6%，这取决于介质初温和入射辐照强度。

(2) 熔化过程中，壁面式糊状层厚度逐渐增加，体积式近似保持不变；壁面式对外表面

温度会快速上升，散热损失较高，而体积式表面温度相对较低，对外热损较小。

(3) 体积式加热熔化速率较快主要是由于 E2 阶段辐射穿透液相直接加热糊状层导致的，



但这也导致其 E1 阶段时间较长，总体加热时间受限于初始温度，在这一点上壁面

式加热较优。如果结合利用两种加热方式，则可以有效降低熔化所需时间。
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齿状翅片管外冷凝传热和流动特性研究

李猛 1,2，陶乐仁 1,2，黄理浩 1,2，金程 1,2

（1 上海理工大学能源与动力工程学院，上海 200093;
2 上海市动力工程多相流动与传热重点实验室，上海 200093）

(Tel:18817780867, Email: limeng19960607@163.com)

采用数值和实验相结合的方法研究了齿状翅片管周围的冷凝流动和传热特性。利用经过

验证的计算模型，分析了齿状翅片管在周向和轴向上的膜流动特性和冷凝换热系数。首次提

供了有关高性能管中冷凝过程的全面信息。结果表明，齿形翅片管的周向和轴向薄膜厚度随

着翅片密度的增加而增加。对齿状翅片管特殊的传热结构进行了研究，发现复杂的传热结构

导致表面张力的变化，从而改变了液膜的分布。齿形翅片管的局部冷凝换热系数对液膜分布

非常敏感。得到了与最大总换热系数相对应的最佳翅片密度，表明齿形翅片管的强化传热机

理是传热面积和液膜厚度的共同作用。

关键词：齿状翅片管，翅片密度，冷凝传热，流体体积法，CFD

The condensing flow and heat-transfer characteristics around dentate-fin tubes were
investigated using numerical and experimental methods. Using the examined computational model,
the film flow characteristics and condensing heat-transfer coefficient of the dentate-fin tubes in the
circumferential and axial directions were analyzed. Comprehensive information regarding the
condensation process in high-performance tubes is provided for the first time. The results showed
that the circumferential and axial film thicknesses of the dentate-fin tubes increased with
increasing fin density. The special heat-transfer structure of dentate-fin tubes was examined, and it
was found that the complex heat-transfer structure led to variations in the surface tension, which
changes the liquid-film distribution. The local condensing heat-transfer coefficient of the
dentate-fin tubes was very sensitive to the liquid-film distribution. The optimal fin density
corresponding to the maximum overall heat-transfer coefficient was obtained, which showed that
the mechanism of heat-transfer enhancement for dentate-fin tubes was a joint effect of the
heat-transfer area and liquid-film thickness.
Keywords: dentate-fin tube, fin density, condensing heat transfer, volume of fluid method , CFD



0. 前言

煤炭和石油仍占全球能源消费的 58%以上[1]，人类对能源的消费每年都在增加。在经济

发展和环境保护这两个相互冲突的目标之间实现平衡已成为世界各国共同关心的问题。为了

实现这一目标，有必要开发大规模使用清洁能源的新技术。然而，要减少碳排放，就必须节

约能源，减少材料消耗，并使用高效节能的热交换器。例如，在新型换热器中使用整体翅片

管可以有效提高其传热性能[2-6]。

翅片管可分为标准管或高性能管，其中后者在侧翅片上具有附加结构。分析模型可用于

预测标准翅片管外蒸汽的冷凝换热系数[7,8]。目前尚未拥有高性能管的通用模型，因为描述

这种类型管道中的冷凝过程相当复杂。本研究中考虑的齿状翅片管是一种翅片高度和间距小

于 1mm 的高性能管。

高性能管中的低肋可增强表面张力，表面张力引起的压力梯度可以增加冷凝液的表面积；

壁面的低肋也可增加制冷剂的扰动，从而减少冷凝液膜的厚度，达到增强换热的目的。高性

能管通过增加表面积和表面张力控制翅片两侧冷凝排液来增强换热。因此，高性能管比单纯

增加表面积更能有效地减小薄膜厚度，从而提高换热性能。我国高功耗和高能耗产业和设备

导致了能源短缺的加剧，因此为了实现“节能减排”，建立了相应的法律法规。据统计[9,10]，

我国建筑能耗约占全国总能耗的 35%，而制冷空调系统的能耗又占建筑能耗的 50～60%左

右。研究换热器工作原理、提高换热器性能是必然的趋势，也是最终的目标。换热管是换热

器最重要的组成部分，因此研究不同制冷剂在不同换热管中的换热特性对强化换热有着重要

意义。

张振国等人[11]实验测量了 R407C 制冷剂在单个水平花瓣形翅片管和三排串联布置的翅

片管上的冷凝换热系数。结果表明，PF 管提供的平均增强因子约为 5.02，冷凝水淹没对 PF
管的影响显著。Gstoehl 等人[12]研究了冷凝水淹没对具有平面和增强表面的水平管垂直阵列

热性能的影响，并表明具有 3D 增强表面的结构管明显优于低翅片管。强化液体淹没降低了

三维强化管的热性能，而对低翅片管几乎没有影响。

由于制冷剂的物理参数和翅片管表面结构的复杂性增加，数值模拟方法显示出比实验更

好的精度。文献[13-14]中提出了各种数值模拟研究，将实际物理结构简化为二维模型，用于表

征管外冷凝流。然而这种 2D 模型忽略了液体轴向扩散流动。Gebauer 等人[15]首次使用 CFD
模拟对 R134a 和丙烷的单个水平管和相应管束上的冷凝传热流体进行了建模。单管和两种

流体的模拟结果与实验结果吻合良好。然而，对于管束，冷凝物的流型与实验结果的偏差较

大。

Thomas 等人[16,17]开发了一种新的无启发式或经验参数的纯物质冷凝模型，并将其与

Nusselt 的膜理论和纯物质在水平光滑管上冷凝的实验结果进行了比较。仿真结果与实验数

据吻合较好。此外，他们首次提供了关于环形低翅片管冷凝过程的全面信息。蒋淳等人[18] 建

立三维模型并模拟了制冷剂 R410A 在水平管外的降膜流动和蒸发过程。研究表明：喷淋密

度较小时，总换热系数随着热通量增加而降低，随着喷淋密度增加而显著提高，随喷淋密度

的增加，总换热系数急剧下降的临界点会逐渐往大偏心距偏移。

从上述研究中可以看出，具有相变的两相流模拟仍然局限于光滑管和标准翅片管。本研

究建立了水平齿状翅片管外冷凝换热和流动的三维数值模型。通过将模拟结果与实验数据进

行比较，验证了所使用的 CFD 模型的准确性。对薄膜厚度、三维流动过程和冷凝换热系数

数据进行了分析。此外，还讨论了不同翅片密度对齿状翅片管外冷凝、传热和流动的影响。



1. 实验方法

1.1. 实验装置

如图 1 所示，单管外冷凝传热实验系统分为三个循环回路：制冷剂循环（蓝色实线）、

水循环（红色虚线）和乙二醇溶液循环（绿色虚线）。制冷剂循环包括前端过热板式热交换

器（2）和后端过冷板式热交换器（3）。实验在蒸发-冷凝综合试验台上进行，制冷剂循环的

驱动力由隔膜泵（1）提供。该系统能够测试各种制冷剂，而无需更换其他设备。该试验台

可以测试不同种类制冷剂、不同工况和不同结构的水平单管。

1 液压隔膜泵 11 恒温水箱

2 前端过热板式换热器 12 膨胀箱

3 后端过冷板式换热器 13 电磁流量计

4 实验测试部分 14 水泵

5 膨胀电磁阀 15 阀

6 板式换热器 16 差压传感器

7 脉冲阻尼器 17 液体反射镜

8 质量流量计 18 压力传感器

9 电加热器 19 温度传感器

10 蓄水池

图 1 实验系统流程图

液体制冷剂通过隔膜泵（1）输送至前端过热板换热器（2），中间使用脉冲阻尼器（7）
进行压力平衡，以稳定制冷剂流量。制冷剂在前端过热板式热交换器（2）中被水加热成具

有特定过热度的过热蒸汽，并且过热制冷剂蒸汽在实验测试部分（4）中被冷却水冷凝成液

态。滴落的液体制冷剂通过后端过冷板式热交换器（3），以确保制冷剂过冷，并且过冷制冷

剂流入储液器（10）中储存。液体制冷剂由液压隔膜泵（1）泵送至下一个循环。



1.2. 数据处理

试验段中水的定性温度：

(1)

式中，Tin 为试验段入口处的水温，℃；Tout是试验段出口处的水温，℃。

在稳态条件下，管道水侧的热交换可以通过以下公式获得：

(2)
式中，Cp 是水在定性温度下的恒压比热容，J/（kg ▪K）；ρ是定性温度下的水密度，kg/m3；

G1为试验段的水流，m3/s。
对数平均温差：

(3)

式中，Tsat是饱和温度，K。

试验段总传热系数：

(4)
式中，Q 是平均热交换量，W；Aout 是基于水平单管管外的热交换面积，m2。

(5)
式中，Qw 是实验段水侧的传热，W；Qr是制冷剂侧的热交换，W。

试验段中水侧热交换率 Qw和制冷剂侧热交换速率 Qr之间的相对误差小于 5%。采用热

阻分离法对整个传热过程进行了分析。实验中使用的换热管是一种新型换热管，结垢热阻可

以认为是 0。管外冷凝换热系数可计算如下：

(6)
式中，Ain 是内管的传热面积，m2；rf 是热导率的热阻，（m2· K）/W；hin是换热器管内

的对流换热系数，单位为 kW/（m2· K），根据 Wilson-Gnielinski[19]方法计算得出。

2. 数值方法

2.1. 控制方程

本文使用 VOF 模型动态跟踪气液相自由边界处的流动。VOF 模型对实际相变传热的适

用性已得到多方验证[20，21，22]。VOF 模型中各相的体积分数被用作变量，每个计算单元

中各相体积分数加起来为 1。VOF 方程可以表示为：
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(7)

(8)

(9)
式中，me 是相变过程中的质量输运，源项 Sαv 默认为 0；l 是液相，v 是气相；αl 和 αv

分别表示液体和蒸汽的体积分数，ρl 和 ρv 分别表示流体和蒸汽的密度。瞬态模拟的控制方

程如下。

连续性方程：

(10)

式中，ρ为密度，kg/m3；t 是时间，s；V 是速度矢量；Sm 是添加到连续相中的质量。

动量方程 ；

(11)

式中，p 是压力。由于管外冷凝物的流动受到重力和表面张力的影响，因此通过在动量

方程中添加源项来实现连续表面力模型（CSF）[23]。

(12)
式中，σ为液体表面张力系数；κ是表面曲率。

能量方程：

(13)
式中，keff 是有效电导率，hl，v是气相中液体的焓，J 是扩散通量。Sh是定义的体积热源。

2.2. 相变模型

Lee 模型[24，25]的冷凝传质模型用于计算气液两相冷凝过程中的传质。将 VOF 模型和

Lee 模型相结合进行模拟，以获得流型和换热系数。

当 Tl＞Tsat时：

(14)
当 Tv＜Tsat:

(15)
式中，Tsat是饱和温度，Tl是液体温度，Tv 是蒸汽温度，mv是蒸发中的传质，ml是冷凝

中的传质。coeff 是相变系数，根据不同的情况有不同的值，可以解释为弛豫时间。其定义

如下：
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(16)

coeff 值太小会导致界面温度和饱和温度之间的显著偏差，而 coeff 值太大会导致数值收

敛问题。理想情况下，蒸汽的温度分布应该是平坦的，界面温度应该等于饱和温度。测试系

数的取值范围为 40000s-1~900000S-1。当 coeff 值为 95000s-1 时，计算的界面温度非常接近饱

和温度。

2.3. 几何参数和网格

实验和 CFD 模拟是在一根光滑的管子和四根齿状翅片管上进行的。与普通翅片管相比，

齿状翅片管有额外的传热结构，增加了尖锐边缘的数量和传热面积。图 2 显示了齿状翅片管

重要的物理特征。图 2(a)显示了齿状翅片管的结构参数。四个齿状翅片管的基本尺寸（翅片

高度 H、内管直径 di、外管直径 D、圆周齿数 n）是相同的。根据不同的翅片密度，这四个

齿状翅片管被命名为 TLC-1、TLC-2、TLC-3 和 TLC-4。表 1 中列出了齿状翅片管的具体结

构参数。图 2(b)是三维模型的示意图。图 2(c)显示了齿状翅片管的几何形状，其中管子的外

表面包括五个主要部分：翅片尖端、周向侧翅、轴向侧翅、周向翅根和轴向翅根。

为了研究液膜在不同空间中的分布，模拟域包括三个翅片和三个翅片在轴向上的间距。

根据 Kleiner 等人[18]，对于高性能管，模拟域在轴向方向上的长度将定向在表面结构，而

不是薄膜泰勒不稳定性的最危险波长，这使得使用 VOF 方法研究高性能管上的冷凝成为可

能。因此，选定的模拟域涵盖了所有影响。

表 1 管道的具体结构参数

管道名称 外径

(mm)
翅高

(mm)
内径

(mm)
翅片间距

(mm)
翅片密度

(fpi)
周向齿数

(个)
光管 15.88 / / / / /

TLC-1 15.88 0.7 13.28 0.45 32 50
TLC-2 15.88 0.7 13.28 0.35 36 50
TLC-3 15.88 0.7 13.28 0.25 42 50
TLC-4 15.88 0.7 13.28 0.15 51 50

(a) (b)
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(c)
图2 (a) 齿状翅片管的几何参数 (b) 齿状翅片管的3D模型 (d) 齿状翅片管细节示意图。

为了建立齿形翅片管外冷凝过程的三维模拟区域，需要精细的网格和合理的计算工作量。

齿状翅片管的数值模拟采用六面体结构网格，可以准确捕捉气液界面。图 3 中的 2D 视图显

示了横截面上的部分网格。为了确保 y+值近似等于 1.0，细化了管壁表面上的所有网格。

图 3 网格示意图

为了检验网格的独立性，计算了在相同条件下七个不同网格数量的三维齿状翅片管数值

模型。图 4 显示了七个网格的模拟结果。可以看出，随着网格数量的增加，总换热系数 ho

的增加趋势趋于平缓。考虑到计算时间和结果的精度，选择 20.58×105 单元的网格。
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图 4 网格独立性验证

时间步长的设置对计算结果也有一定的影响。模拟时间步长受到流体区域中最大傅立叶

数 Fo max=0.50 和最大库朗数 Co max=0.25 的限制。经过多次探索，最终将时间步长设定为

2×10-5s。
2.4. 模拟设置和边界条件

忽略管道厚度和冷凝水淹没。齿状翅片管外的边界条件设定为恒定的壁温。入口边界条

件设置为速度入口。出口边界条件设置为压力出口。入口蒸汽体积分数设置为 1。模拟考虑

了重力 g 的影响。冷凝水在管外的流动采用无滑动条件。冷凝模拟在 ANSYS Fluent 2021 R1
CFD 软件上进行。数值计算使用基于压力的求解器进行求解。压力-速度耦合采用 SIMPLE
格式，压力离散化采用 PRESTO！采用 Geo Reconstruct 体积跟踪方案用于观察气液相界面。

三阶 MUSCL 格式用于离散动量和能量方程，其余使用二阶逆风算法。瞬态公式采用二阶隐

式格式离散化。松弛因子均采用默认值。所有方程的收敛性都降低到 10-6。

2.5. 模型验证

R410A 制冷剂用于实验和模拟研究。实验结果表明，当 R410A 用作制冷剂时，几乎没

有温度滑移，因此在模拟过程中将 R410A 设置为纯流体。对于冷凝传热过程，UDF 包括两

部分：将液体两相之间的传质过程添加到模型中，并使用 R410A 的物理参数作为温度的函

数。

如图 5 所示，通过数值模拟获得的光滑管的冷凝换热系数与实验数据、Nusselt 理论[26]
进行了比较。对于光滑管，在 310K 的饱和温度下，冷凝热流密度在 5kW/m2到 90kW/m2 之

间变化。实验结果、数值结果与 Nusselt 理论结果的相对偏差在±8%以内。实验方法和数值

方法都不可避免地会引入一定的误差，但两种方法获得的冷凝换热系数与 Nusselt 理论的变

化是一致的，这验证了模型的可靠性。

图 6 显示了齿状翅片管外的换热系数随热流密度从 10kW/m2到 120kW/m2 的变化。结果

表明，数值模拟结果略低于实验结果，偏差约为 10%。这证明了 VOF 和 Lee 模型可以提供

高精度的换热系数的预测。
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图 6 齿状翅片管外换热系数模拟值与实验值的对比

3. 结果和讨论

3.1 齿状翅片管上冷凝液的瞬时流动特性

TCL-2 管外的冷凝过程如图 7 所示，冷凝液用蓝色描述。在模拟开始时冷凝液在齿状翅

片管外形成了冷凝水膜，t = 0.90 s 时，由于的重力作用，冷凝水在管底部积聚。在表面张力

的作用下，冷凝物粘附在管子上没有滴落。随着模拟的进行，冷凝液的积聚越来越多，随着

更多的冷凝水积聚在管子的底部，重力的作用超过了表面张力的作用，开始形成液滴。t =1.47
s 后，冷凝液形成了相对稳定的柱状流。图 8 显示了 q=60 kW/m2实验工况下 R410A 的流动

模式，其中也观察到稳定的柱状流动。我们从实验结果中计算出的雷诺数 Reo=3000，从模

拟结果中计算的雷诺数 Reo=3117。我们可以根据管外流体的雷诺数来衡量冷凝水的稳定后



的流动模式。因此，验证了所有齿状翅片管外模拟的流体动力学行为是合理的，本研究中的

数值模拟结果被认为是可靠的。

t = 0.90 s t = 1.14 s

t = 1.19 s t = 1.62 s
图 7 水平齿状翅片管外冷凝的模拟过程

图 8 水平齿状翅片管外冷凝的实验结果

根据液膜厚度和传热面积，分析了不同齿状翅片管的冷凝换热系数。图 9 显示了四种类

型的齿状翅片管外冷凝液的平均温度 Tb 的变化。在模拟开始时，冷凝液温度按照双曲线函

数迅速下降。当冷凝水形成液滴时，最低的平均液体温度出现在 t = 1.32 s。这时，由于液体

开始向外排泄造成的颈部效应，平均薄膜厚度是最小的。在 1.62s 之后，Tb周期性地稳定在



303K 作用，频率为 0.3s。因此，我们获得了 2 到 4s 的数据，并使用平均值来计算平均冷凝

换热系数。

Tb 随着翅片密度的增加而减少，表明冷凝水的积累随着翅片密度的增加而增加。图 9
中的红色虚线显示，随着翅片密度的增加，最小 Tb 发生的时间被推迟，冷凝液向外排出需

要的时间更长，冷凝液需要更少的重力来克服表面张力并使液滴形成。液体温度的周期性波

动也随着翅片密度的降低而减少。这些结果表明，当齿状翅片管的翅片密度较低时，液体更

容易向外排出。
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图 9 冷凝水平均温度随时间变化的过程

3.2 冷凝液在齿状翅片管周向上的流动特性

实验中很难获得准确的液膜厚度 δ，因此进一步研究了液膜厚度的模拟结果。图 10 显

示了在 Tw=296K 时，四个齿状翅片管在周向截面上的液体体积分数的轮廓线。当圆周角在

20-90° 范围内时，由于齿状翅片有许多尖锐的边缘，冷凝液膜变得不连续。在翅尖的圆周

部分，随着翅片密度的增加，液膜厚度增加，同时薄膜变得更加均匀。

吸附在 TCL-1 和 TCL-2 管的凹槽中的液膜并没有随着圆周角的增加而产生过度的向下

偏移，这说明表面张力的影响大于重力的影响，只有当翅片密度增加时，冷凝液才开始向下

移动。这时，重力的影响大于表面张力的影响。
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图 10 四种齿状翅片管在周向翅片尖端截面上液体体积分数的轮廓线

图 11 显示了在 Tw=296K 时，四种齿状翅片管的周向液膜厚度分布情况。对于翅片尖端

的周向截面，周向根部翅片处的液膜厚度最大，周向侧翅处的液膜厚度最小。液膜厚度的周

向的整体变化先是略有下降，然后上升。除底部外，齿状翅片管外其他部位的液膜分布相对

均匀，这说明齿状翅片管外的冷凝液的排放相对均匀。
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图 11 四种齿状翅片管在周向翅片尖端截面上液膜厚度随圆周角的变化情况

3.3 冷凝液在齿状翅片管轴向上的流动特性

图 12 显示了在 Tw=296K 时，四个齿状翅片管的轴向截面的液体体积分数的轮廓。由于

表面张力的影响，在压力梯度下，翅片表面的液体膜被拉向根部。如图所示，在翅片尖端形

成了一个凸形的冷凝液膜，而在轴向翅片根部形成了一个凹形膜。此外，TCL-1 和 TCL-2
管的轴向翅片之间的冷凝水较少。TCL-4 管子的轴向翅片之间的冷凝水几乎充满了整个翅片

间距。
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图 12 四种齿状翅片管轴向翅片尖端截面上液体体积分数的轮廓线

图 13 显示了在 Tw=296K 时，四种齿状翅片管在翅片尖端轴向上的液膜厚度分布。沿轴

向观察到液膜厚度的周期性变化，在轴向根部翅片上形成了凹形膜，在翅尖上形成凸形膜。

靠近轴向侧向翅片的翅片角被厚厚的液膜覆盖，液膜厚度最大，而拉向两侧的轴向侧向翅片

上的液膜厚度最小。此外，TCL-1 和 TCL-2 管在轴向方向上的液膜厚度没有明显差异。TCL-4
管在轴向的最大液膜厚度是 TCL-1 管的 2.45 倍，而在翅片尖端聚集的凸状液膜区域没有明

显的变化。
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图 13 四种齿状翅片管在轴向翅片尖端截面上液膜厚度随轴向位置的变化情况

3.4 翅片密度对齿状翅片管外冷凝流动换热的影响

图 14 显示了 Tw=296 K 时 TCL-2 管在翅片尖端处周向截面处的局部冷凝换热系数和薄

膜厚度的分布曲线。管子的局部冷凝换热系数在周向上表现出周期性的波动，并在液膜最薄

时达到波峰，在液膜最厚时达到波谷，这归因于 Nusselt 薄膜理论[27]，它表明冷凝液膜会

导致较高的传热阻力。局部冷凝换热系数的整体周向分布在圆周角较小时相对较低，曲线呈

现出升高的趋势，然后随着圆周角的增加呈现出下降的趋势。局部冷凝换热系数和液膜厚度

的趋势是一致的，表明齿状翅片管外的局部冷凝换热系数对液膜厚度高度敏感。



-20 0 20 40 60 80 100 120 140 160 180 200
0

2500

5000

7500

10000

12500

15000

17500

20000

22500
局部冷凝换热系数
液膜厚度

圆周角 (°)

换
热
系

数
(W

/(m
2 ·K

))

0.0

0.2

0.4

0.6

0.8

1.0

1.2

1.4

1.6

液
膜
厚
度

(m
m

)

图 14 局部冷凝换热系数和薄膜厚度的周向分布

图 15 显示了 Tw=296 K 时，TCL-2 管上翅片尖端轴向截面处的冷凝换热系数和液膜厚度

分布。翅片根部附近的最大液膜厚度导致了最大的传热热阻。因此，翅片根部表面的冷凝换

热系数远小于轴向侧向翅片表面的冷凝换热系数，轴向侧向翅片表面的冷凝换热系数是翅片

角的 2 倍，这表明齿状翅片管外的液膜厚度在冷凝换热系数的分布中起着重要作用。
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图 15 局部冷凝换热系数和薄膜厚度的轴向分布



图 16 显示了光滑管和四个齿状翅片管的平均冷凝换热系数和温差之间的相关性。四个

齿状翅片管的平均冷凝换热系数随温差的增大而减小。平均冷凝换热系数随翅片密度的增加

先增大后减小。其中在 TCL-2 管显示出最大的平均冷凝换热系数，而在光滑管显示出最小

的值。
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图 16 平均冷凝换热系数随温差的变化

考虑到翅片密度对液膜厚度和传热面积的影响，出现一个最大换热系数是合理的。正如

第 3.2 和 3.3 节所述，翅片密度较低的齿状翅片管的冷凝层较薄，这导致了更有效的传热。

然而，TCL-1 和 TCL-2 管子之间液膜厚度的差异相对较小；因此，液膜厚度对 TCL-2 管的

传热影响相对于 TCL-1 管较小。相反，齿状翅片管的总传热面积随着翅片密度的增加而增

加。因此，齿状翅片管外的冷凝传热得到了加强。由于这些对齿状翅片管外凝结传热的相反

影响，TCL-2 管外的平均冷凝换热系数是最大的。

4. 结论

本文介绍了饱和温度为 310K 时，R410A 在齿状翅片管外冷凝传热的 CFD 模拟与实验

研究。利用已经被验证的 VOF 和 Lee 模型，讨论了齿状翅片管周向和轴向上的液膜分布。

此外，还对换热系数分布的变化进行了详细的研究。根据研究结果，可以得出以下结论：

（1）实验数据与 CFD 模拟结果进行了比较，光滑管的数值结果与实验结果和 Nusselt 理论

结果保持一致，对于强化管 TCL-2 和 TCL-3 管的数值结果与实验数据很一致。冷凝换热系

数的变化和冷凝水的流动模式也与实验结果一致。验证了数值模拟方法的可靠性。

（2）研究了齿状翅片管的周向上的冷凝液膜分布和局部冷凝传热。沿周向翅片的膜厚随着

翅片密度的增加而增加。周向薄膜厚度显示出不连续性，薄膜厚度的不连续性随着翅片密度

的增加而减少。局部冷凝换热系数随着周向膜厚的减少而增加。局部冷凝换热系数的变幅大

于薄膜厚度，局部冷凝换热系数对周向薄膜分布非常敏感。

（3）研究了齿状翅片管的轴向上的冷凝液膜分布和局部冷凝传热。沿着轴向翅片的薄膜厚

度随着翅片密度的增加而增加。沿着水平齿状翅片管的轴向，TCL-1 管的液膜厚度与 TCL-2



管相似。TCL-4 管的最大液膜厚度要比 TCL-1 管的大得多。可以发现，轴向根部翅片的膜

厚要比其他地方的大。轴向侧翅表面的局部冷凝换热系数是轴向根部翅片表面的 2 倍。

（4）对齿状翅片管的平均冷凝换热系数进行了分析。随着温差的增大，整体冷凝换热系数

减小。总体而言，TCL-2 管也显示出最高的平均冷凝换热系数，这可能归因于其具有较小的

膜厚度。另一方面，TCL-2 管的总传热面积大于 TCL-1 管。因此，TCL-2 管具有最大的有

效翅片面积。

根据研究结果，还有许多后续研究可以开展：（1）对齿状翅片管外冷凝影响的因素进行

深入的研究，探讨传热介质、表面润湿性等对制冷剂液体流动状态和换热特性的影响。（2）
对多种的高性能管外冷凝的流动和换热进行研究，希望后续可以对高性能管的设计进行优化。

（3）对多种制冷剂在高性能管外冷凝的换热过程进行研究，探讨多种制冷剂流动状态和换

热特性的优劣。

符 号 说 明

A——面积，m2

Cp——比热容，J/(kg·K)

d——直径，mm

h——换热系数，W/(m2·K)

H——翅片高度，mm

g——重力加速度，m/s2

G1——试验段水流量，m3/s

L——管长，mm

m——质量流量，kg/s

p——压力，Pa

q——热流密度，kW/m2

Re——雷诺数

r——热阻，(m2·K）/W

t——时间，s

T——温度，℃

V——速度矢量，m/s

α——体积分数

δ——液膜厚度，mm

ρ——密度，kg/m³

下角标

in——进口



out——出口

l——液体

v——气体

sat——饱和条件
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摘要：为了研究异质蒸气环境对附壁液滴蒸发及其诱导热对流耦合特性的影响，本文采用实验观测方法分

析了局部水蒸气环境中，附壁乙醇液滴蒸发热动力学特性。实验结果表明，局部水蒸气环境会在附壁乙醇

液滴蒸发界面诱导产生热-质毛细对流。热-质毛细对流驱动因蒸发冷却效应形成的局部低温区朝近水区产

生定向偏移。热-质毛细对流对法向温度梯度诱导的 Bénard-Marangoni 对流起抑制作用，导致乙醇液滴蒸发

速率降低。

关键词：水蒸气；乙醇液滴；蒸发；流动稳定性；流型演化；

0 前言

附壁液滴蒸发这一常见的自然现象，实际上涉及到了流体动力学、传热传质及界面相变

等复杂的科学问题，迄今为止还存在许多问题亟待解决。同时，附壁液滴蒸发在喷涂冷却[1,2]、

液滴微流控[3-5]和疾病诊断[6-8]等领域也有着重要的应用。

蒸发界面上的液相分子一方面会受到液滴内部液相分子的吸引力，另一方面也会受到周

围环境气相分子的吸引力，然而气相分子的吸引力往往较弱。因此在蒸发界面上产生界面张

力以克服两者间的不平衡作用。意大利物理学家 Marangoni[9]对“葡萄酒泪”现象做出了解

释，认为界面张力梯度是流体沿杯壁向上爬升的驱动力。因此，界面张力梯度驱动的流动也

被称为 Marangoni 对流，也称毛细对流。同时，因温度梯度引起的界面张力梯度驱动的流动

称为热毛细对流；因溶质浓度梯度引起的界面张力梯度驱动的流动称为溶质毛细对流。附壁

液滴蒸发过程的内部存在着多种流动型式。如“咖啡环”现象[10]，便是因液滴界面蒸发通量

不均而引起的内部补偿流，携带不溶性颗粒至三相线处，并随着液滴的蒸干，不溶性颗粒积

淀在固体壁面上而形成的。除外，还有因径向温度梯度引起的热毛细对流，及因法向温度梯

度引起的 Bénard-Marangoni 对流（B-M 对流）。当温度梯度过大，流动过强，就会产生流动

失稳现象[11-13]。

流动稳定性与附壁液滴自身的挥发性密切相关。Sefiane 等[14]利用红外热成像技术研究

不同挥发性液滴的流动失稳现象，并指出液滴挥发性越强，蒸发诱导的流动更容易失去稳定

性，流动失稳后诱导的热流型现象更丰富。Semenov 等[15]采用三维数值模拟研究了附壁乙醇

液滴蒸发过程中的热对流稳定性，结果指出蒸发过程中产生了 B-M 对流失稳现象，在蒸发

界面处可观测到 B-M 流胞。叶爽等[16]采用稳态蒸发模式研究了附壁水滴和乙醇液滴的蒸发

过程，结果指出对于挥发性较强的乙醇液滴，随着蒸发高度的降低，热对流稳定性减弱，在

蒸发界面观测到了多类不稳定流型结构；对于挥发性较弱的水，在基底温度为 80 ℃时蒸发

界面出现环状温度分布。1

气相条件，如气相压力、气相组分等，也是影响液滴流动稳定性的重要因素。Persad 等
[17]报道了往水滴蒸发的密闭腔体中通入甲醇蒸气时，水滴蒸发界面产生了明显的温度振荡。
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这是由于水滴与甲醇具有较好的互溶性，水滴界面吸附甲醇蒸气时产生的溶解热与蒸发冷却

效应间相互竞争，导致了温度振荡现象。Hedge 等[18]在附壁水滴附近放置了乙醇液滴，结果

指出，水滴蒸发界面因吸附乙醇蒸气，界面张力改变，并在界面处诱导产生了溶质毛细对流。

此外，也有实验结果[19,20]验证了异质蒸气氛围会对液滴界面张力造成影响，从而诱导各种型

式流动的产生。

在已有的研究中，学者大多关注了蒸发界面的热流型演变过程，对热对流稳定性的演化

规律、蒸发和热对流的耦合机制尚不明确。此外，异质蒸气环境对附壁液滴蒸发界面温度分

布和诱导热对流稳定性的影响机制尚不明确。本文采用实验观测的方法，研究局部水蒸气环

境中，附壁乙醇液滴蒸发过程界面温度分布规律，探讨了异质蒸气环境对附壁液滴蒸发及其

诱导流动稳定性的影响机制。

1 实验装置及步骤

研究局部水蒸气环境中附壁乙醇液滴蒸发及其诱导热对流特性的实验台主要包括温度

调控系统、注液系统和数据监测系统，如图 1 所示。温度调控系统主要由蒸发基底及恒温水

浴装置组成。蒸发基底由半径 Rs=7.5±0.5 mm 的大基底及半径 Rc=2.5±0.05 mm，厚度

=0.5±0.05 mm 的小基底组成，其中，小基底间通过导热硅胶（OMEGA，OB-200）被连接

并固定在大基底上。恒温水浴装置可调控并维持蒸发基底温度恒定。注液系统由注液器和注

液泵组成，通过控制注射泵的推进速率可调节附壁液滴初始蒸发体积。数据监测系统包括

CMOS 相机（深圳迈德威视，MV-SUA502M-T，分辨率：2592×1944）、点阵光源、红外热像

仪（FLIR，SC325，分辨率：320×240）、嵌入式热电偶及数据采集仪（Agilent，34972A）。

CMOS 相机及点阵光源位于腔体水平两侧以观测液滴形貌变化。红外热像仪则布置于腔体

顶部以监测实验过程中，液滴蒸发界面温度分布。12 支 K 型热电偶均匀布置在大基底内，

并通过与数据采集仪相连便可将温度数据传输至屏幕上以实现对基底温度的实时监控。

图 1 实验装置示意图

在实验开始前，需对蒸发基底进行清洗擦拭，随后开启恒温水浴装置并设定预期温度，

而基底的实时温度由嵌入式热电偶测得。当数据采集仪中显示的基底温度已达到预期值时，



通过针管滴加约 3.5±0.5 μl 的水滴置于大基底上，以营造稳定的局部水蒸气氛围。值得注意

的是，实验全程大基底表面温度由恒温水浴装置进行控温。在靠近小基底水平两侧的大基底

表面设定弧线状温度监测段，如图 2.(a)白色弧线段所示。图 2.(b)展示了蒸发全程大基底表

面近水侧与远水侧的温度波动。两侧总体的温度波动范围均保持在 29.6± 0.5℃，且蒸发全

程两侧温度重合度高，这说明由于水滴体积较小，且该水滴距离小基底有一定距离，小水滴

在大基底上蒸发造成的吸热现象对小基底壁面处的影响可以忽略。随后，通过注液泵和注液

器通过小基底中心的注液小孔注射约 20.0±0.5 μl 乙醇液滴。最后开启红外热像仪和 CMOS
相机分别对附壁乙醇液滴界面温度分布和形貌变化进行实时监测。液滴高度 h 定义为液滴

顶点到液滴底部间的距离，液滴间距 L 定义为附壁乙醇液滴与外施水滴两者中心点间距，如

图 3 所示。
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图 2 (a)大基底靠近小基底两侧表面的弧线状温度监测段; (b) 蒸发全程大基底表面近水侧与

远水侧的温度波动

图 3 液滴高度 h 和液滴间距 L 示意图

2 实验结果和分析

2.1 局部水蒸气环境中附壁乙醇液滴蒸发界面热流型演变规律

图 4 展示了基底温度 Tw=30 ℃， L=6.5 mm 条件下附壁乙醇液滴蒸发界面热流型演变

过程。乙醇与水混溶，水蒸气吸附至乙醇液滴界面过程会产生溶解热，Bertand 等[21]测定了

室温下蒸馏水溶于 950 ml 无水乙醇所产生的溶解热约为 2380 cal mole-1 远高于无水乙醇溶

于 950 ml 蒸馏水的溶解热 459 cal mole-1，因而水蒸气吸附至乙醇液滴产生的溶解热会在乙

醇液滴蒸发界面处产生明显的额外热扰动，由于乙醇挥发性较强，蒸发速率较快，热对流更

容易失去稳定性，促使产生了更易由红外热热像仪所捕捉的热毛细对流失稳现象。蒸发界面

最靠近水滴测，受溶解热的影响最大。因此在蒸发初始时刻 t=0 s，沿液滴三相接触线周向

产生了温度分布不均，周向温度分布显示近水区一侧的温度最高，如图 5（b）。t=23 s，因蒸

发冷却效应形成的局部低温区朝着近水区一侧产生了明显的偏移，径向温度分布揭示了局部



低温区偏移界面中心约 1.25 mm，如图 5（d）。随着蒸发过程的进行，近三相线处观测到伴

随明显温度振荡特性，沿周向传播的弯曲状热波纹，如图 3（c）所示，同时近水区一侧形成

稳定的热波纹传播的热汇分布。在研究附壁乙醇液滴蒸发特性的重要成果[22-24]中，学者们也

同样观测到了沿周向传播，伴有明显热源、热汇分布的流动结构，并称为热流体波（HTWs），
其流型特征与图 4（c）观测到的热流型相似。同时，学者们指出，当径向温度梯度过大时，

其驱动的热毛细对流会失去稳定性并在蒸发界面处诱导产生HTWs 热流型。蒸发过程后期，

液滴高度减小，法向温度梯度增大，其驱动的 B-M 对流增强，蒸发界面处形成多胞状热流

型，如图 4（d）所示。

(a) t=0 s, h=1.76 mm (b) t=23 s, h=1.70 mm (c) t=216 s, h=1.12 mm (d) t=352 s, h=0.64 mm

图 4 L=6.5 mm, 附壁乙醇液滴蒸发界面热流型演变过程
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图 5 (a) t=0 s,附壁乙醇液滴红外热像图; (b) t=0 s, 附壁乙醇液滴近三相线处界面周向温度分布曲线; (c) t=23

s，附壁乙醇液滴红外热像图; (d) t=23 s, 附壁乙醇液滴径向温度分布曲线

如前所示，外置水滴蒸发形成的局部水蒸气环境会诱导乙醇液滴界面热-质毛细对流。

在相同条件下，乙醇的界面张力要小于水，因此近水区侧局部界面张力增大，诱导溶质毛细

对流驱动流体从远水区流向近水区，因此可在红外热像图上观测到因蒸发冷却效应形成的局

部低温区朝近水区产生了定向偏移。同时，溶解热的释放会使近水区侧的局部温度升高，形



成周向温度分布不均，热毛细对流驱动流体从近水区回流至远水区。热-质毛细对流示意图

如图 6 所示。为进一步验证水滴放置方位对局部低温区偏移方向的影响，图 7 展示了当水滴

放置在不同方位条件下，乙醇液滴界面局部低温区产生偏移的红外热像图,其验证了局部低

温区会朝着水滴放置方位产生定向偏移。

(a) 乙醇液滴 (b) 水滴

图 6 热-质毛细对流示意图

(a) (b)

(c)水滴放置在 a 点 (d) 水滴放置在 b 点 (e) 水滴放置在 c 点 (f) 水滴放置在 d 点

图 7 (a) 水滴放置位点示意图; (b) 各点在红外热像图中所对应的位置; (c-f) 不同放置位点时，乙醇液滴界

面热流型

为进一步研究局部水蒸气环境对乙醇液滴蒸发界面温度分布的影响，在界面中心处设置

了温度监测点，其监测的温度分布如图 8（a）所示。此时界面中心处温度可分为三个阶段，

温度均匀段、温度下降段及温度振荡段。在第一阶段中，乙醇液滴与水蒸气吸附过程产生的

溶解热与蒸发冷却效应相互竞争，形成温度均匀分布；在第二阶段中，中心处温度呈下降趋

势。对于附壁乙醇液滴，蒸发所需的能量一方面由热-质毛细对流提供，另一部分由界面吸

附水蒸气释放的溶解热而补充。此时界面温度升高，蒸发速率加快，蒸发所需的能量增多。

界面中心处距离水滴较远，局部水蒸气浓度较低，溶解热和热-质毛细对流提供的热量小于

蒸发吸收的潜热，因此温度呈下降趋势；在第三阶段中，液滴高度较小，法向温度梯度增大，

驱动的 B-M 对流增强，其携带热流体至蒸发界面处形成多胞状热流型，并引起界面中心处



的温度振荡分布。温度振荡段对应的 FFT（Fast Flourier Transformation）结果如图 8（b）所

示。其中 FFT 结果存在一个明显的主峰分布 f1=0.178，揭示此时法向温度梯度驱动的 B-M
对流呈现周期性特征。
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图 8 (a) L=6.5 mm, 乙醇液滴中心处蒸发全程温度分布曲线；(b) L=6.0 mm，温度振荡段对应的 FFT 结果;

(c) L=6.0 mm，中心处温度分布; (d) L=6.0 mm, 温度振荡段对应的 FFT 结果；

(e) L=5.0 mm，中心处温度分布; (f) L=5.0 mm, 温度振荡段对应的 FFT 结果

.2 液滴间距 L对界面温度分布演化规律的影响

图 8 展示了不同液滴间距 L 条件下，蒸发界面中心处温度分布及温度振荡段对应的 FFT



结果，结果证实随着液滴间距 L 的减小，温度下降段的温差T 减小。一方面，随着液滴间

距 L 的减小，乙醇液滴与水蒸气的吸附量增多，吸附过程释放的溶解热增加；另一方面，近

水区的局部温度梯度和局部溶质浓度梯度诱导的热-质毛细对流增强，其与溶解热共同为界

面蒸发提供的热量增多。因此在中心温度下降段，蒸发冷却效应对界面中心处的降温作用被

削弱，温度下降段的温差T 减小：L=6.5 mm 时，T1=0.59 ℃; L=6.0 mm 时，T2=0.45 ℃；

L=5.0 mm 时，T3=0.39 ℃。如图 8 所示，随着液滴间距 L 的减小，蒸发后期乙醇液滴界面

中心处温度的周期性振荡特性减弱。当 L=6.0 mm 时，水蒸气环境诱导的热-质毛细对流对

B-M对流的干扰作用增强，此时温度振荡段对应的FFT结果仍存在明显的主频分布 f2=0.123。
但与 L=6.5 mm 工况下对比，温度振荡段的周期性规律减弱。进一步地，当 L=5.0 mm 时，

温度振荡段的 FFT 结果中已观测不到明显的主频分布，揭示此时由于水蒸气诱导的热-质毛

细对流与法向温度梯度诱导的 B-M 对流相互竞争，流动趋于混沌流，导致温度振荡失去周

期性特性。

2.3 大气环境中附壁乙醇液滴蒸发界面热流型演变规律

图 9 给出了相同基底温度条件下，大气环境中附壁乙醇液滴界面流型演变规律。在蒸发

初始时刻 t=0 s 时，蒸发界面存在径向温度梯度，并诱导产生热毛细对流，其流动方向从近

三相线处流向界面中心处。为维持近三相线处质量守恒，液滴内部的补偿流动携带冷流体至

近三相线处。由于乙醇挥发性较强，蒸发速率较快，热对流更容易失去稳定性，促使产生了

热毛细对流失稳现象，诱导蒸发界面形成具有明显热源、热汇分布的 HTWs 热流型，如图 9
（b）所示。但值得注意的是，在多次重复实验中，HTWs 阶段的热源、热汇的分布节点并

不固定。然而在局部水蒸气环境中，HTWs 阶段的热汇总是出现在最靠近水滴的近水区一侧。

随后，在 t=153 s 时，界面中心处出现单个热流胞，并朝着三相线处移动并消失，同时产生

沿三相线传播的温度波动现象，其动态移动过程如图 9（e-h）所示，其中 t0 表示首次在蒸发

界面观测到中心热流胞的时间节点，即对应图 9（c）。温度监测线的位置在图 9（e）中用

白色实线标出。

(a) t=0 s, h=1.53 mm (b) t=146 s, h=0.95 mm (c) t=153 s, h=0.93 mm (d) t=197 s, h=0.85 mm

(e) t0 (f) t0+0.2 s (g) t0+0.5 s (h) t0+1.0 s

图 9 (a-d) 大气环境中附壁乙醇液滴蒸发界面流型演变规律; (e-h) 中心热流胞动态移动过程

随着图 9（c）中的热流胞移动至三相线区域并消失，另一个热流胞重新出现在界面中心

处，其动态过程与先前热流胞类似。热流胞出现-消失在三相线-重新出现，该动态过程反复



出现，并引起界面中心处周期性的温度振荡。图 10（a）给出了该热流型阶段界面中心处的

温度分布，显然温度分布呈现明显的振荡特性。当热流胞出现在界面中心时，监测点温度升

高，形成温度分布中的波峰，随着热流胞的移动过程，中心监测点上的温度因蒸发冷却效应

而降低，形成波谷。图 10（b）温度振荡过程的 FFT 结果存在两个明显的尖峰分布，其中

f3=0.242，f4=0.508，在误差范围内可认为存在 f3＝f4/2 的关系，因此可认为该阶段下，界面

中心温度存在明显的周期性振荡规律，并将该流型阶段命名为周期性单流胞阶段。
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图 10 （a）单流胞阶段界面中心温度振荡和（b）对应的 FFT 结果

（c）单流胞阶段界面中心温度振荡和（d）对应的 FFT 结果

随着蒸发过程的进行，界面热流型进入多流胞阶段，如图 9（d）所示。与前一个阶段的

周期性单流胞不同，此时蒸发界面还观测到了多个尺寸较小的热流胞。多个热流胞的移动特

性相似，自出现在蒸发界面后，皆朝着三相线移动并消失。因此将该热流型阶段命名为多流

胞阶段。一方面，随着液滴高度的减小，法向温度增大，B-M 对流增强，携带更多的热流胞

到蒸发界面以形成多胞状热流型；另一方面，液滴整体温度因 B-M 对流的加热作用而升高，

蒸发速率加快，需要更多的热量以满足蒸发和传热的需求。因此在热对流和蒸发的耦合作用

下，诱导蒸发界面形成多胞状热流型。进一步地研究了多胞状热流型阶段，界面中心处温度

随时间的变化，如图 10（c）所示。可观测到，在多流胞阶段中，中心界面温度同样经历振

荡。温度振荡段的 FFT 结果如图 10（d）所示。FFT 结果显示该温度振荡存在三个明显的主

频，f5=0.283，f6=0.566，f7=0.849，并呈 f5=f6/2=f7/3 的关系，表示该温度振荡存在周期性。在



蒸发后期 t>260 s，界面温度不断上升，同时周期性的温度振荡现象消失，流动转变为混沌

流。

2.4 不同环境中附壁乙醇液滴蒸发过程的对比

当一微小水滴置于附壁乙醇液滴旁时，水滴蒸发形成水蒸气并形成稳定的异质蒸气环境。

在蒸发初期乙醇液滴高度 h 较大时，界面流动结构主要由热-质毛细对流占主导。在热流型

演变过程上，热-质毛细对流使得因蒸发冷却效应形成的局部低温区朝近水区产生定向偏移。

近水区一侧受溶解热影响最大，温度最高，形成了 HTWs 热流型沿近三相线周向传播的热

汇分布。在蒸发后期，液滴高度降低，法向温度梯度诱导的 B-M 对流增强，热-质毛细对流

稳定性减弱，此时 B-M 对流携带热流体至蒸发界面处形成温度振荡现象。然而热-质毛细对

流主要沿界面径向传播，阻碍了法向温度梯度诱导的 B-M 对流。因此当液滴间距 L 较大时，

界面中心处温度振荡段的 FFT 结果存在明显的主频分布，揭示了此时界面流动具有周期性

规律。随着液滴间距减小，热-质毛细对流对 B-M 对流的扰动作用增强，当 L=5.0 mm 时，

该工况下温度振荡段的 FFT 结果不存在明显主频，揭示此时界面流动趋于混沌流。在相同

基底温度 Tw=30 ℃，大气环境的工况中，乙醇液滴界面处首先因径向温度梯度诱导的热毛

细对流失去稳定性，进而形成 HTWs 状热流型。随后法向温度梯度随液滴高度的减小而增

强，此时 B-M 对流并未受到热-质毛细对流的扰动影响，诱导界面处周期性单流胞热流型的

产生并引起蒸发界面中心处周期性的温度振荡现象。

图 11（a）、（b）分别给出了不同环境中，乙醇液滴法向温度梯度随液滴高度的变化以

及蒸发速率随基底温度的变化，其中T 为加热基底与界面中心处的温差。显然法向温度梯

度随液滴高度的减小而逐渐增大，因此在液滴蒸发后期，法向温度梯度诱导的 B-M 对流增

强，并监测到相应的界面温度变化。在相同基底温度工况下，当环境中存在局部水蒸气时，

溶解热的释放会使乙醇界面温度升高，法向温度梯度减弱，B-M 对流强度降低，同时诱导产

生热-质毛细对流，因此 B-M 对流被进一步抑制。

0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 1.2 1.4 1.6
0

2

4

6

8

10

12

14

Δ
T

/h
/

℃
/m

m

h / mm

Tw=30 ℃ Tw=30 ℃

Tw=35 ℃ Tw=35 ℃

Tw=40 ℃            Tw=40 ℃

局部水蒸气环境 大气环境

30 35 40
0.00

0.02

0.04

0.06

0.08

0.10

E
v

/ 
μ

l/
s

Tw / ℃

局部水蒸气环境

大气环境

（a） （b）

图 11 （a）不同环境中法向温度梯度随液滴高度的变化、（b）不同环境中蒸发速率随基底温度的变化

在相同基底温度工况下，当环境中存在局部水蒸气时，乙醇液滴的蒸发速率降低，且随

着基底温度的升高，局部水蒸气环境对乙醇液滴蒸发速率的抑制作用愈加明显。在 Tw=30 ℃

时，局部水蒸汽环境使乙醇液滴蒸发速率降低了约 2%；当 Tw增大到 40 ℃时，局部水蒸气

环境使乙醇液滴蒸发速率降低了约 14%。一方面，因 B-M 对流受到抑制作用时，底部热流

体传导至蒸发界面的动量和热量减小，液滴整体升温较慢，蒸发速率降低。另一方面，随着



基底温度的提高，蒸发所需的能量增多。由于 B-M 对流在传热方面扮演着重要的角色，当

B-M 对流受到抑制时，蒸发速率的降低程度更大。综上，当环境中存在局部水蒸气时，会诱

导乙醇蒸发界面产生热-质毛细对流。同时热-质毛细对流会抑制 B-M 对流，使乙醇液滴蒸发

速率降低。

3 结论

本文通过实验观测的方法，研究了局部水蒸气环境中，附壁乙醇液滴蒸发及其诱导热对

流耦合特性。主要结论如下：(1) 附壁乙醇液滴与水蒸气的吸附过程，会诱导乙醇液滴界面

处产生热-质毛细对流。热-质毛细对流驱动蒸发界面处因蒸发冷却效应形成的局部低温区朝

着近水区产生定向偏移。热-质毛细对流失去稳定性后诱导产生的 HTWs 状热流型在近水区

处形成稳定的热汇分布。(2) 随液滴间距 L 的减小，乙醇液滴吸附水蒸气量增多，溶解热增

加，界面中心处温度下降段的温差降低，同时热-质毛细对流增强，对法向温度梯度诱导的

B-M 对流的抑制作用增大，温度振荡段的周期性规律减弱。(3) 局部水蒸气环境中，底部热

流体因 B-M 对流受到抑制作用，传导至蒸发界面的动量和热量减小，液滴整体升温较慢，

蒸发速率降低。
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摘要：为了提高能源利用效率，节能减排，使用分布广泛、廉价易得的向日葵秸秆和玉米秸秆制备生物质

多孔碳材料(CSS 和 CCS)，采用真空浸渍法将石蜡浸渍到向日葵秸秆和玉米秸秆中制备生物基复合相变材

料(PA/CSS 和 PA/CCS CPCM)，并将两者的热性能和光热转化性能进行对比。结果表明：CCS 和 CSS 的横

截面均表现为蜂窝状，CCS 纵截面孔隙排列规则且严谨，CSS 的纵截面呈现长筒状，交叉排列。与 CCS

相比，CSS 具有较大的纵横比(2:1)、负载率(98.52%)、导热系数(0.5 W/(mK))和光热转化效率(94.31%)。

关键词：复合相变材料；生物质多孔碳；热性能；光热转化效率

0 前言

我国的煤炭、石油和天然气等化石能源储量位居世界前列。但是随着人口密度逐渐增

大，使得人均资源分配量少。再加上经济的快速增长，使化石能源消耗日益膨胀，我国的

能源安全受到严重威胁。而且，化石能源作为一次能源使用会增加碳排放，大量的使用不

利于我国实现“力争到 2030 年实现碳达峰，2060 年实现碳中和”的目标。因此，想要实

现双碳目标，需要开发可再生新能源。

太阳能取之不尽用之不竭，但是受时间和空间的影响具有间歇性，因此需要对太阳能

进行储存，以提高太阳能利用效率[1-3]。相变储能是一种潜热储存方式，其具有储能密度大、

相变过程温度变化小、安全无毒等优点[4-7]，常用于缓解能量供求双方在时间、强度及空间

上的不匹配，在太阳能储存方面具有广泛的应用前景[8-11]。石蜡作为一种有机相变材料，

具有无毒、无腐蚀性，高储能密度和体积膨胀率低等特点[12-14]，但是石蜡本身的光热转化

性差和导热性能差，限制了其实际应用范围[15]。
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生物质多孔碳因具有多孔结构、高比表面积、低密度、低成本以及相对较高的导热性

和光热转化效率等特点而成为相变材料的良好载体，可以有效解决以上问题。Liu 等[16, 17]

人制备了西瓜皮碳气凝胶(BDCA)/甘露醇相变复合材料，当 BDCA 的质量分数分别为 3%、

6%、9%和 12%时，热导率为 0.78、0.92、1.09 和 1.05 W/(mK)，在 180℃下连续加热 12 小

时后，泄漏率分别为 9.0、4.7、3.5 和 3.9%。并且，他们还将西瓜皮碳气凝胶与三水醋酸钠

进行复合，该复合材料具有高热导率、良好的形状稳定性而没有相分离。此外，该复合材

料不仅呈现 212.2 J/g 的高热能容量和 0.9℃的极低过冷度，而且对太阳能的光热转换效率

高达 80.18%。

另外，这些天然的 3D 网络孔隙结构经过碳化后表面粗糙，可以有效地回收和循环利

用反射光，并在其中实现能量的回收，具有良好的光热转化效率[18-20]。Li 等[21]以冬瓜、西

瓜和南瓜为原料，通过水热炭化和热解工艺制备了碳气凝胶(CAs)，将石蜡真空灌注到 CAs

支架中。结果表明，CA/PA 复合材料在整个太阳全光谱范围内表现出高的太阳辐射吸收特

性，光热转化效率为 96%。Wang 等[22]将相变材料(1-十六胺(HDA)和棕榈酸)真空浸渍到生

物质碳气凝胶(BCAs)中，其中 BCAs 是指向日葵托盘海绵碳气凝胶(r-CA)和葵花茎碳气凝

胶(s-CA)，HDA/r-CA 和 HDA/s-CA 的光热转换效率分别为 75.6%和 67.8%。

玉米秸秆和向日葵秸秆作为我国最为广泛的农作物废弃物，可利用性高[23]。碳化玉米

秸秆和向日葵秸秆不仅可以废物回收利用，减少了秸秆燃烧对环境的污染[24]。本文使用分

布广泛、廉价易得的向日葵秸秆和玉米秸秆制备生物质多孔材料，并采用真空浸渍法将石

蜡浸渍到向日葵秸秆和玉米秸秆中制备生物基复合相变材料，探究了碳化秸秆的微观形貌、

孔径分布、热性能和光热转化性能。

2 实验材料及方法

2.1 实验材料及设备

实验选取石蜡相变温度为 40 ℃，导热系数 0.2525 W/(m·K)；玉米秸秆和向日葵秸秆，

购买于江苏省东海县晶缘地带；差示扫描量热仪 DSC241，误差 1%±0.1℃，产自于耐驰科

技有限公司；热物性导热仪（LFA467）, 产自于耐驰科技有限公司;FLIR T640 热像仪，

640480 像素，产自于北京华仪通泰科技有限公司；扫描电子显微镜，JSM-7001F，产地日

本；热重，STA 449 F3, 产自于德国耐驰仪器制造有限公司；紫外可见光谱仪（Hitachi U-

3900H）,波长范围（190-900nm）,产地日本；安捷伦温度采集仪（KEYSIGHT-34972A）,产

地美国；太阳光模拟器（7IS1003A）,购于北京赛凡光电仪器有限公司。

2.2 生物质碳化秸秆复合材料的制备

碳化秸秆复合相变材料的制备流程如图 1 所示，将秋收后已经风干的玉米秸秆和向日

葵秸秆截成 5cm 左右的小段，用去离子水清洗秸秆表面的杂质，并在鼓风干燥机中干燥 2h，



接着将干燥好的秸秆在氮气氛围下的管式炉中碳化。接着将碳化好的秸秆与过量的石蜡放

入到 80℃的真空干燥箱中进行真空浸渍。将浸渍好的秸秆和石蜡的混合物放入到鼓风干燥

箱中，并使用滤纸吸收多余的石蜡，直到滤纸上没有石蜡泄露的痕迹，最后将所制备的秸

秆复合相变材料进行表征与检测。

图 1 生物基复合相变材料的制备流程

Fig.1 Preparation Process of Bio-based CPCM
2.3 性能测试与表征方法

采用扫描电子显微镜（JSM-7001F）观察膨胀石墨的表面形态结构, 为了统计生物质碳

化秸秆的孔径分布，使用 Nano Measure 软件对显微镜图片孔径尺寸。采用差示扫描量热仪

(DSC214)测试样品的相变潜热和相变温度，测试过程是在净化氮气气氛中以 5 ℃/min 的升

温速率进行，测试温度区间为 20~70 ℃，吹扫气流量为 60 mL/min。采用热物性导热仪

（LFA467）测定样品的热扩散系数，设定温度范围为 30~35 ℃，温差为 1 ℃，每一个温度

打三个点，最后求平均值；利用 FLIRT640 热像仪对复合相变材料温度变化的瞬态特征进

行捕获；利用高低温交变湿热试验箱做循环测试，根据相变温度和相变潜热随热循环次数

的变化确定相变材料的热可靠性；通过热重分析(STA 499)测定了在氮气气氛下，50~500 ℃，

升温速率为 10 ℃/min 的热分解行为。

3 实验结果分析和讨论

3.1 CSS 以及 PA/CSS 复合材料的微观形貌及孔径分布

采用扫描电子显微镜对 CSS 以及 PA/CSS 复合材料的微观形貌以及孔径分布进行表征

测试。从图 2(a)和(b)中可以看出 CSS 呈现交错的蜂窝状，并且具有较大的纵横比，为热量

传递提供了完整的导热路径，同时为相变材料提供了足够大的容纳空间。图 2(c 和 d)为负

载石蜡后的 CSS 的微观形貌，图中颜色较重的部分为填充的石蜡，颜色较亮的部分为 CSS。

可以看出 CSS 的孔道被石蜡充分填充，几乎观察不到空孔道的存在，而且填充石蜡后的孔

道结构依然保存完整。因此，结果证明 PA/CSS 复合材料已经制备成功。图 2(e 和 f)分别为



CSS 的纵横截面的孔径分布, 从图 2(e)可以看出 CSS 的纵截面平均孔径为 155.74 μm，其中

孔径为 190.86 μm 的累积频率为 90%，孔径纵截面为 65.49 μm 的孔道占总数的一半。从图

2(f)可以看出 CSS 的平均横截面孔径为 71.05 μm，其中孔径为 89.37 μm 的累积频率为 90%，

孔径横截面为 65.49 μm 的孔道占总数的一半。由此可见碳化向日葵秸秆的纵横比大约为 2：

1，增大了比表面积，为相变材料的负载提供了足够的空间。

图 2 CSS 以及 PA/CSS 复合相变材料的微观形貌，(a 和 b) CSS，(c 和 d) PA/CSS 复合相变材料，(e 和 f)为

CSS 纵横截面孔径分布

Fig. 2 Microstructure of CSS and PA/CSS composite phase change materials, (a ,b) CSS, (c , d) PA/CSS CPCM,

and (e , f) pore size distribution in vertical and horizontal sections of CSS.
3.2 CCS 以及 PA/CCS 复合材料的微观形貌及孔径分布

采用扫描电子显微镜对 CCS 以及 PA/CCS 复合材料的微观形貌以及孔径分布进行表征

测试。图 3(d)和(e)为 CCS 横截面的微观形貌，可以看出 CCS 的横截面由两种孔隙结构组

成，一种为微孔和大壁厚，如图 3(g)和(h)所示。平均壁厚为 1.01 μm，平均孔径为 7.99 μm，

如图 4(a)和(b)所示。较厚的壁厚以及较小的孔径对生物质秸秆起支撑作用，防止天然孔道

结构的塌陷。另一种为大孔和薄壁厚，呈现蜂窝状结构，壁厚在 0.5μm 左右，纵截面平均

孔径为 57.70 μm，横截面平均孔径为 74.63 μm，如图 4(c)和(d)所示。CCS 的纵横比大约为

0.8：1，与 CSS 相比，相变材料的容量空间较小。微孔可以通过毛细管力对相变材料进行

吸附，大壁厚对复合相变材料的整体形状起到支撑作用。大孔为熔融相变材料提供丰富的

传输通道。图 3(f)和(i)为 CCS 横截面的微观形貌，横截面孔隙排列整齐且严谨，有序性较

强，孔道不易被破坏，因此可以提供完整导热通道。对比图 3(b)和(e)可以看出，图 3(b)孔

壁较粗糙，为 PA/CCS 复合材料。图 3(e) 孔壁较光滑，为 CCS。这表明石蜡分子与多孔碳

毛细管作用、边界张力和氢键的相互作用，使其被有效地束缚在孔道中 [25]。图 3(c)为

PA/CCS 复合材料的横截面，可以看出石蜡有规则的被浸渍在碳材料的孔隙里。因此，以



上结果说明 PA/CCS 复合材料的成功制备，并且保持了完整的孔隙结构，维持了石蜡融化

后的形状稳定性。

图 3 CCS 以及 PA/CCS 复合相变材料的微观形貌，(a、b、c) PA/CCS 复合相变材料微观形貌，(d、e、f、g、

h、i) CCS 微观形貌

Fig. 3 Microscopic morphology of CCS and PA/CCS composite, (a, b, c) microscopic morphology of PA/CCS

CPCM, (d, e, f, g, h, i) microscopic morphology of CCS
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图 4 CCS 壁厚以及孔径分布，(a)CCS 微孔孔壁尺寸分布，(b)CCS 微孔孔径尺寸分布，(c)CCS 大孔孔径纵

截面尺寸分布，(d) CCS 大孔孔径横截面尺寸分布

Fig. 4 CCS wall thickness and pore size distribution, (a)CCS micropore wall size distribution, (b)CCS micropore

size distribution, (c)CCS macropore size distribution in longitudinal section, and (d) CCS macropore size

distribution in cross section.
3.3 生物质多孔碳复合相变材料的相变动力学分析

复合相变材料随着外界温度的变化经历从结晶态到无定形熔融态再到结晶态的可逆过

程，因此需要通过差示扫描量热分析仪对 PA、PA/CCS 和 PA/CSS 的相变动力学进行分析。

图 5(a)为 DSC 吸热曲线。与石蜡的吸热曲线相比，PA/CCS 和 PA/CSS 复合材料的融化曲线

会向右偏移，相变区间变宽，这是由于石蜡被限制在多孔碳空间内，石蜡体积的增加导致

压力的增加，因此导致了温度区间变大。从图 5(b)的放热曲线可以看出石蜡及其复合相变

材料有较为明显的固-液和固-固分峰现象，这是由于在石蜡在结晶过程中具有均匀成核和

非均匀成核，高温方向的结晶峰主要由不均匀成核主导，低温方向的结晶峰主要由石蜡本

身的均匀成核主导[26]。而且与石蜡的放热曲线相比，PA/CCS 和 PA/CSS 复合材料的结晶曲

线向低温方向偏移，这是因为当降温速率为 10℃/min 时，由于多孔碳空间的限制，石蜡分

子链移动的速度小于温度变化速率，阻碍了结晶，致使石蜡结晶的过冷度增加，从而降低

了结晶温度，使曲线向低温方向偏移[27]。

生物质复合相变材料负载率由公式(1)计算，其中 H1 为纯石蜡的焓值，H2 为生物质复

合材料的焓值。由图 5(a)的 DSC 吸热曲线积分可得 PA/CCS 和 PA/CSS 复合材料的焓值分

别为 268.8 J/g、272.9 J/g，负载率分别为 97.04%和 98.52%。

h =
ுమ

ுభ
× 100% (1)
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图 5 PA 、PA/CCS 和 PA/CSS 的 DSC 曲线，(a)融化吸热曲线，(b)结晶放热曲线

Fig. 5 DSC curves of PA, PA/CCS CPCM and PA/CSS CPCM, (a) melting endothermic curve and (b)

crystallization exothermic curve
3.4 生物质多孔碳复合相变材料的导热系数分析

导热系数是指材料的厚度为 1 m 时，单位时间内通过单位面积的热量。影响导热系数



的因素有很多，比如材料种类、密度、比热和热扩散系数、内部孔隙结构以及形状和工作

温度等。如图 6 所示，石蜡的导热系数为 0.25 W/(mK)，由于石蜡的导热系数较低，在实

际的应用中导热较慢，影响实际应用的热传递速度。CSS 和 CCS 的导热系数分别为 0.64

W/(mK)和 0.72 W/(mK)，是石蜡的 2.56 倍和 2.88 倍。将导热系数较低的石蜡真空浸渍到

CSS 和 CCS 的碳孔隙里形成 PA/CSS 和 PA/CCS 复合材料，不仅维持石蜡融化后的形状稳

定性，而且为热量在石蜡中的传递提供了有效的导热路径，提高了热量传递速率。PA/CSS

和 PA/CCS 复合材料的导热系数分别为石蜡的 1.92 倍和 2 倍。由于 CSS 的孔隙呈现交错排

列，而 CCS 呈现并列排列，故 CSS 的导热网络更加完整，更容易形成完整的导热通道。
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图 6 导热系数测试

Fig. 6 Thermal conductivity diagram
3.5 生物质多孔碳复合相变材料的光热转化性能分析

碳基复合相变材料能够将热能存储、传热和光吸收有机地结合在一起，在太阳能热利

用方面具有广阔的应用前景。如图 7(a)所示，CCS 多孔碳材料浸渍石蜡之后形成了太阳能

转化与热量储存于一体的 PA/CCS 复合材料，CCS 将太阳能转化为热能，并将热能储存于

石蜡中。当关闭太阳光后，外部环境温度降低，储存于石蜡的热量向外部环境中释放。为

了进一步研究碳基多孔材料的引入对复合相变材料的光热转换性能的影响，对 PA、

PA/CSS 和 PA/CCS 复合材料进行了光热转换实验。图 7(b)为光热转化实验台，太阳光的光

源强度为 90 mW/cm2，图 7(c)为复合材料在模拟太阳光源照射下的温度变化。图 7(c)显示

样品在开始照射时，温度迅速增加。在 10min 时，温度接近相变点，温度变化缓慢，出现

温度变化平台，表明复合相变材料在模拟太阳光照下发生相变，辐射能转化为热能储存在

相变材料中。在 90 mW/cm2的光照下 PA/CCS 和 PA/CSS 完成固-液相转变需要的时间分别

为 35.8 min 和 36.11 min。在 50 min 时，相变基本完成，样品的温度的变化速率加快。然而，



石蜡的光热转化效率较弱，在光照 70 min 时，PA/CCS 和 PA/CSS 的温度已经高达 55℃，

石蜡仍然没有达到相变温度，进而证明碳基材料具有较好的光热转化效率。当太阳模拟器

关闭时，复合相变材料的温度开始下降，直至达到结晶点，并且随着相变材料的凝固，曲

线出现两个拐点，代表样品结晶时的两个相变峰。

图 7 光热转化性能测试，(a) PA/CCS 的光热转化原理，(b)光热转化测试平台，(c)光热转化测试曲线图，(d)

和(e)CSS 和 CCS 微观形貌，(f)和(g) CSS 和 CCS 光吸收模型图，(h) UV–Vis-NIR 吸收光谱

Fig. 7 Photothermal conversion performance test, (a) photothermal conversion principle of PA/CCS, (b)

photothermal conversion test platform, (c) photothermal conversion test graph, (d) and (e) micro-morphology of

CSS and CCS, (f) and (g) light absorption model diagram of CSS and CCS, and (h) UV–VIS-NIR absorption



spectrum.

复合相变材料的光热转化效率计算方法依据公式（2）[28, 29]，表 1 数据显示 PA/CSS 和

PA/CCS 的光热转化效率分别为 94.31%和 92.96%，PA/CSS 的光吸收性能较好。

η =
 ∆ு

ௌ(௧ି௧ೞ)
(2)

表 1 光热转化效率相关参数

Table1 Related parameters of photothermal conversion efficiency

材料 质量 t/min 相变焓/(J/g) 直径/cm 光热转化效率(%)

PA/CCS 5.06 36.11 253.2 3 92.96%

PA/CSS 5.1 35.8 252.7 3 94.31%

为了进一步说明 PA/CCS 和 PA/CSS 复合材料在光热转换性能上的差异，对太阳光在

CSS 和 CCS 孔隙中的反射路径进行了分析，如图 7(f)和(g)所示。CSS 孔隙模型具有较大的

包裹性以及纵横比，可以有效地回收和循环利用反射光，并在其中实现能量的回收。然而，

CCS 的孔隙类似于规则六棱柱，虽然能有效的回收反射光，但是 CCS 的纵横比较小，包裹

性较差，无法多次利用反射光。因此，与 CCS 相比，CSS 的吸光度较高。并且采用紫外-

可见-近红外分光光度计对 PA/CCS 和 PA/CSS 复合相变材料的吸收光谱进行了研究，如图

7(h)所示。在模拟太阳辐射下，纯石蜡的白色表面只吸收近红外光，反射可见光和紫外光，

不能将太阳能转化为热能。CSS 和 CCS 由于黑色表面比较粗糙，可以同时捕获近红外光和

可见光。与石蜡和 CCS 相比，CSS 具有最高的吸光度。结果表明 PA/CSS 具有最好的光吸

收性能，在太阳能热利用领域具有广阔的应用前景。

4 结论

本文制备了向日葵秸秆和玉米秸秆生物基复合相变材料，并对比了两者的热性能和光

热转化性能。得出以下结论：

(1)通过对比 CCS 和 CSS 的微观形貌可以发现，CCS 和 CSS 的横截面表现为蜂窝状，

CCS 纵截面孔隙排列规则且严谨，CSS 的纵截面呈现长筒状，交叉排列。两者都具有完整

的碳网络结构，形成了互相贯通的导热路径。CSS 孔隙具有较大的纵横比，纵横截面的平

均孔径为 155.74 μm 和 71.05 μm，相对于 CCS 的纵横截面的平均孔径 74.63 μm 和 57.7 μm

来说，具有较大的孔容积，能够容纳更多的相变材料，因此具有较高的负载率。

(2)PA/CCS 和 PA/CSS 复合材料的焓值分别为 268.8 J/g、272.9 J/g，负载率分别为 97.04%

和 98.52%，导热系数分别为 0.48 W/(mK) 和 0.5 W/(mK)。

(3)光热转化测试表明 PA/CSS-10%和 PA/CCS-10%的光热转化效率分别为 94.31%和

92.96%。通过紫外-可见-红外光谱可以发现 PA/CSS 具有较强的光吸收能力。因此，说明了

PA/CSS 更有效地捕获太阳能，能够有效进行光热转化。
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摘要：使用相变胶囊的填充床热能存储系统以缓解能源供需不平衡问题已广泛应用于储能工程。然而，

相变材料的低导热性限制了它的快速发展。本文提出了一种仿生相变胶囊，通过模拟仿生海螺内部结构构

建相变胶囊封装体的传热模型，研究了相变胶囊内部仿生翅片数量、导热圆环、壳体厚度对传热特性的影

响。研究结果表明：相变材料完全熔化的时间随翅片数量增加而减小，储热效率随翅片数量的增加而增大；

添加中心微型导热圆环会缓解局部换热慢的问题，对相变胶囊整体熔化过程影响不大；同时壁厚的减少大

幅提高相变胶囊的储热量与储热效率，该海螺构型仿生胶囊结构简单，可通过 3D 打印简易制作，能有效提

升填充床热能存储系统储热效率。

关键词：胶囊封装，海螺仿生，潜热储热

0 引言

储热技术可以解决可再生能源在时间和空间上的不匹配等问题。热量的储存方式主要分

为显热储热、潜热储热及热化学反应储热。其中，潜热储热利用相变材料作为储放热介质，

利用相变过程中产生的巨大的相变潜热进行热量的存储和释放，潜热储热具有高能量密度、

工作温度恒定和设备体积小等优点，已广泛应用于各个领域[4-5]。但是相变材料在储热工程

应用中通常会存在易泄露、导热系数低、热响应慢等缺点[6]，使得相变材料的推广应用受到

严重阻碍。为了解决相变材料在应用中所面临的问题，可通过胶囊封装技术将相变材料制备

成相变微胶囊[7]。

相变微胶囊不仅可以克服相变材料相变过程中体积变化、泄漏的问题，并且由于尺寸减

小和换热比表面积增大，使得相变微胶囊的充放热速率显著提高。因此，对相变胶囊构型进

行研究，揭示相变微胶囊内部结构对胶囊热物性、相变材料熔化凝固的特性和多功能化应用

的影响规律至关重要。

最近，仿生学被用来改善相变胶囊的热性能。例如，Cheng 等[8]研究了一种具有红细胞

形状的相变储热胶囊，其中发现与人体红细胞最相似的胶囊结构具有最快的储热速率，其储

放热速率比普通球形胶囊快 2.12 倍。Dong 等人[9]提出了一种仿生椭圆形胶囊，并证明椭圆

形胶囊的无约束熔化时间比球形胶囊减少了 12%。尽管一些研究人员[10-11]，已经研究了球形

PCM 胶囊内部的翅片结构对等储热性能的影响，但这些简单结构对相变胶囊储热速率的提

高仍然有限。

本文提出一种基于海螺内部结构的仿生相变胶囊翅片构型，以实现相变胶囊的快速储热；

并通过数值模拟详细分析了翅片数量、添加中心导热圆环和厚度不同的仿生相变胶囊模型的

热性能，并分析了其内部储热特性。

1 模型与验证

1.1 仿生相变胶囊物理模型的构建

海螺仿生构型翅片的球形相变胶囊结构如如图 1 所示，内部由弧形翅片与中心骨架构

成。胶囊的直径为 50 mm，考虑了三种因素，即翅片数量(Number of Fins，Fins)、添加中心

导热圆环(Conduction ring，D)和相变胶囊外壁厚(Wall Thickness，W)对相变胶囊内部熔化速

率的影响。



图 1 海螺仿生相变胶囊结构示意图

相变材料与胶囊骨架的物理性质由表 1 所示：

表 1 相变胶囊的材料性质

性能 石蜡 铜

密度（kg·m-3） 850 8978

熔化温度(℃) 48

比热（J·kg-1·K-1） 2000 381

潜热（kJ·kg-1） 160

导热系数(W·m-1·K-1) 0.25 388

动力粘度(kg·m-1·s-1) 0.0025

热膨胀系数(K-1) 0.00001

1.2 数值方法

一些文献忽略了自然对流的存在[12-13]。然而，许多文献表明，液固界面运动、熔化速率

和热传递机制受到自然对流的强烈影响[14]。因此，本文考虑了固液相变材料的熔化过程中的

自然对流。

瞬态热传导数值模拟的主要方面是跟踪熔化和凝固过程中的液固界面。焓-孔隙度模型

具有显著优势，它适用于相变发生在一定温度范围内的情况并适合于处理糊状区域（半液固

区域）和具有多相前沿的循环边界问题。

1.2.1 假设和边界条件

本文采用瞬态的三维流动模型对 PCM 的熔化过程进行了数值分析。最初假设系统完全

凝固，初始条件可以表示为：

0 0, 308Kinitt u T T     (1)

外壁面为恒温热源，可以表示为：

0r 0, 353Kwallr u T T     (2)

焓-孔隙度模型调用了不可压缩牛顿流体的 Navies-Stokes 方程解和热量输运方程。该

模型涉及自然对流-扩散驱动的熔化和凝固过程，以及四个变量，即速度、压力、温度和液

体分数。此外，方便计算做了以下假设：

(1)相变材料是均匀和各向同性的；

(2)假设相变材料的热物理性质在整个过程中是恒定的；

(3)假设相变材料的流动为层流；

(4)采用 Boussinesq 近似来模拟相变过程中自然对流的浮力效应；



(5)两相的密度是恒定的；

(6)忽略边界上的粘性耗散和速度滑移；

(7)忽略相变胶囊内部的辐射换热。

1.2.2 控制方程

基于以上假设建立了数学模型，控制方程如下[15]：

(一) 连续型方程

f 0u  


(3)

(二) 动量方程
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(三) 能量方程

相变材料中的传热：
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翅片部分的传热：
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其中， f fg ( )mT T  


解释相变材料中液体的浮力流动， gS


是固态相变材料中的阻

尼速度，其可以表示为：
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其中 mushA 是糊状区的常量，设置为 105， =0.001 是一个非常小的计算常数，用于避免分

母为 0。 lf 是相变材料中的液体部分， 由糊状区中的代表性温度决定。
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1.2.3 模型验证

通常网格的大小对计算结果具有较大的影响， 网格越小则计算结果越精确， 但需要的

时间和对计算机性能的要求也越高； 网格越大， 计算结果越不准确，但计算速度越快，消

耗的计算资源越少。 为了确定最佳的计算网格大小，

选择 Fin=2 的胶囊模型， 可更精确度地利用相变材料的总熔化时间作为比较指标进行

网格无关性验证。194806、 145308、86122 三种不同的网格数量对照， 如图 2(b)所示。 随

着网格数量从 86122 增加到 145308、194806， 可以注意到结果存在偏差，并且计算时间



的成本增大。其中 145308 个网格划分方式其时间偏差小于 2.5%， 因此本文所有模拟均使

用 145308 个网格划分方式以实现数值精度和计算成本的兼顾。

此外本文为了进一步验证模拟方法的可行性，与 Kamkari 等人的实验结果如进行对比，

由图 2(a)实验结果与模拟结果对比曲线可以看出， 数值模拟的熔化速率略快于实验结果，

其误差在 3%以内， 总体上模拟与实验的结果具有较好的一致性。
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图 2 (a) 数值模型与 Kamkari 等人的实验数据对比 (b) 网格无关性验证

使用 SIMPLE 算法对压力-速度进行耦合，并采用 PRESTO 方案对面处的压力进行校正。

为获得良好的压力、 密度、 动量、 液相分数和能量的欠松弛因子分别为。速度、压力、

能量和液体分数的欠松弛因子分别为 0.3、 1、 0.8、 0.5 和 0.9。 每个时间步长的迭代次

数设置为 20，以满足收敛标准。

2 结果与讨论

2.1 翅片数量对储热性能的影响

通过数值模拟研究了不同翅片数量布置对相变胶囊内部熔化时间及动态熔化过程的影

响，如图 4、图 5 所示。由图 4 可以看出，随着翅片数量的增加，相变材料熔化时间明显缩

短。图 5 可以看出，在熔化初期，热传导主导了相变材料的传热过程。熔化初期在胶囊壁附

近形成厚度几乎均匀的熔融 PCM 薄层，随后自然对流发挥作用。在熔化后期，由于内部翅片

的不均匀性导致局部环形区域熔化速率较慢。所以考虑布置中心微型导热圆环增强局部换

热，缓解局部区域换热速率较慢的问题。
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图 3 不同翅片数量的相变胶囊内部液相分数随时间变化曲线



图 4 不同翅片数量的相变材料熔融过程中固液界面与温度分布瞬态演变的比较(a)Fins=6, (b)Fins=12,

(c)Fins=18
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1s 5s 10s 15s 20s 25s

(c)



2.2 中心圆环对储热特性的影响

基于上节内容，本节针对 Fins=6、12、18 三组布置直径 D=38mm，厚度为 0.5mm 的中

心微型导热圆环增强局部换热。结果如图 6、图 7 所示。由图 6 可以看出，添加中心导热圆

环对整体熔化进程提升并不显著。但添加中心导热圆环会缓解局部换热速率慢的问题，如图

7 所示。
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图 5 添加中心导热圆环对熔化时间的影响



图 6 添加中心导热圆环的相变材料熔化过程中固液界面瞬态演变的比较（a）Fins=6， （b）Fins=12,

(c)Fins=18

2.3 外壁厚度对储热特性的影响

本节研究了 Fins=6、12 组不同壁厚对相变胶囊储热特性的影响，并分析了 Fins=12 情

况下相变材料熔化过程中的固液界面瞬态演变过程。如图 8 相分数曲线与图 9 瞬态固液界

面云图所示，厚度从 2mm 降低至 1mm、0.5mm 对相变胶囊内部的熔化过程影响较小，但随

着厚度的减小，相变胶囊内部的储热空间增大。
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图 7 添加中心导热圆环对相变材料熔化时间的影响

图 8 厚度对相变胶囊内部熔融过程中固液界面瞬态演变的比较(Fins=12)

2.4 海螺仿生相变胶囊储热效率分析

图 10 中与图 11 研究了不同相变胶囊模型的储热效率。由图 10、图 11 可以看出，因

Fins=18、24 储热量低于 80%，所以只对 Fins=6、12 进行研究计算。随着翅片布置的数量增

加，相变胶囊的储热量减小但对加快熔化过程影响显著。其中无翅片布置其储热效率为

47.81W，Fins=6、12、18、24 储热效率分别提高至 85.11W，148.33W，217.7W，447.11W。

此外，壁厚对相变胶囊的储热量影响显著并且略微提高了相变胶囊的储热时间，其中厚

度从 2mm 降低至 1mm、0.5mm,F=6 组储热效率分别从 85.11W 提高至 94.14W、97.01W，

Fins=12 储热效率分别从 148.33W 提高至 162.2W、162.03W。
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图 9 (a)不同相变胶囊模型的储热量与熔化时间 (b) 不同胶囊模型的储热效率

3 结论
通过仿生海螺内部结构构建相变胶囊封装体的传热模型，研究了相变胶囊内部仿生翅片

数量、导热圆环、壳体厚度对传热特性的影响，并分析了不同相变胶囊模型的储热效率。研

究结果表明：

(1)熔化的时间随翅片数量增加而减小，储热效率随翅片数量的增加而增大，相变材料完

全熔化的时间随翅片数量增加而减小，储热效率随翅片数量的增加而增大，无翅片布置其储

热效率为 47.81W，F=6、12、18、24 储热效率分别提高至 85.11W，148.33W，217.7W，447.11W,
但随着翅片数量的增加，相变胶囊达到储热量逐渐减小，Fins=24 时，熔化时间仅为 17.5s，
但其储热量仅为 65.94%；

(2)研究了添加中心微型导热圆环（数据结果中以其直径 D 代替）来增强局部换热对整

体熔化特性的影响，结果表明：添加中心微型导热圆环会缓解局部换热慢的问题，加快相变

胶囊整体熔化过程，同时对相变胶囊储热量的影响较小；

(3)随着胶囊外壁厚度的减小，相变胶囊的储热量显著增加，其熔化时间变化并不明显，

减小厚度可一定程度上提高相变胶囊的储热效率。研究了 F=6、12 两组不同壁厚（数据结果

中以 W 代替壁厚）对相变胶囊储热特性的影响。结果发现厚度从 2mm 降低至 1mm、

0.5mm,F=6 组储热效率分别从 85.11W 提高至 94.14W、97.01W，F=12 组储热效率分别从

148.33W 提高至 162.2W、162.03W。
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摘要：为应对生产生活中存在的积冰危害，亟需清洁高效的防除冰解决方案。本文采用简便快捷的方

法制备得到光热超疏水表面，在超疏水表面高度拒水、延缓冻结的基础上，结合光热效应放大超疏水

性、升温融冰的特性，形成相互促进强化的正向循环，极大的提升了表面的防除冰性能。在冷环境中进

行多组有无光照下的液滴冻结实验，验证了表面的有效性与耐久性。

关键词：光热效应；超疏水；除冰

0 前言

结冰是自然界常见现象，但不合理的积冰将带来许多危害。如道路结冰阻碍居民的

日常出行，风力机结冰、输电线路的积冰倒塌带来巨大的经济损失，飞机引擎等关键部

位结冰极易引发安全事故[1-3]。目前常用的防除冰方法是借助外力的主动式防除冰，包

括机械除冰、热力除冰、化学试剂除冰，但这些方法往往存在能耗大、维护困难、污染

环境等问题。一直以来，如何高效且清洁的实现表面防除冰都是亟待解决的问题。

超疏水表面被发现后，其利用自身结构就能有效拒水的特性受到了广泛关注[4-6]。
将超疏水特性推广应用于防除冰领域，在液滴冻结前、冻结过程中及冻结后都能发挥一

定的作用[7-13]。近年来，研究人员也在不断尝试对超疏水表面进行优化，如探究不同结

构对表面疏水性的影响[14-16]，提高表面耐久性等[17,18]。但不容忽视的问题是，在低

温和高湿度环境下，超疏水性能极易下降，甚至造成液滴在表面的钉扎现象，在冻结后

与微结构形成机械互锁，不利于除冰[19,20]。因此，还需要进行多功能协同设计[21-23]。
其中，利用对环境零污染的太阳能资源，通过光热转化实现防除冰，成为近些年的研究

热点[24,25]。常用光热材料包括各种金属纳米粒子、碳纳米材料和半导体材料等[26-28]。
目前针对光热超疏水表面的研究主要集中在光热材料的选择和微纳结构设计上，为

了提升性能，往往制备流程复杂，造价高昂，不利于大规模生产应用。本文采用简便快

捷的方法制备 Cu-Ag 与 Cu-CNT 两种光热超疏水表面，分别利用银纳米粒子的局域等离

子体共振效应与碳材料的分子热振动，实现快速光热响应，同时在低温下仍能保持较好

的超疏水性，承受液滴的连续撞击而无变化，与单一铜基底相比，大大延迟了液滴的冻

结时间，即使冻结后也能在光照下快速脱落。本文工作可为光热超疏水表面的防除冰应

用提供基础支撑。

基金项目：国家自然科学基金项目（52206068, 52236006）



1 实验方法

1.1光热超疏水表面的制备流程

采用两种简便方法制备光热超疏水表面，纯铜表面作为对照组。其中，用置换沉积

法制备 Cu-Ag 表面：首先对铜板预处理，用砂纸对铜板（40 mm× 40 mm× 1 mm）进行

打磨，去除表面氧化层；依次用去离子水及无水乙醇超声振荡 20 min，去除表面杂质；

将超声振荡后的铜片取出，干燥后浸入 0.01 mol/L 的 AgNO3溶液中，静置 15-20 min；
最后在 1 wt%氟硅烷（FAS）溶液中浸泡 30 min，取出干燥后即获得光热超疏水表面。

用喷涂法制备 Cu-CNT 表面：采用相同方法对铜板（40 mm× 40 mm× 1 mm）进行

预处理后备用。将十八烷基三氯硅烷（OTS）与水按 1：2 的摩尔比混合于样品瓶中，使

用磁力搅拌器搅拌 30 s，常温静置 2 h 后，依次加入己烷与多壁碳纳米管（MWCNTs），
使用磁力搅拌器搅拌 2 h，使之充分混合。最后使用喷枪将混合液均匀喷涂在处理过的铜

板上，自然干燥后即获得光热超疏水表面。

1.2 表面表征及性能测试

超疏水表面往往具有微米级与纳米级的多级结构，与单级结构相比具有更小的固液

接触面积，同时受磨损的影响较小，相对更稳定[29-31]。如图 1a 所示，Cu-Ag 表面呈现

交错生长的微米级枝叶状结构，枝叶结构上长有大量纳米级颗粒。类似的，如图 1b 所

示，Cu-CNT 表面呈现微米级凸起状网络结构，凸起结构上缠绕有大量纳米级管路。室

温下测量表面润湿性，结果显示，Cu 表面为亲水表面，接触角约 76°，无法从表面滚落；

Cu-Ag 表面为超疏水表面，接触角约 162°，滚动角约 3°；Cu-CNT 表面为超疏水表面，

接触角约 158°，滚动角约 4°（图 1c）。同时，Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面均具有宽波段吸收

及高吸收率，如图 1d 所示，在太阳光波段下的吸收率始终保持在 90%以上。

图 1 表面特性 (a)不同尺度下 Cu-Ag 表面的 SEM 图像；(b)不同尺度下 Cu-CNT 表面的 SEM 图像；

(c)Cu、Cu-Ag、Cu-CNT 表面的接触角与滚动角；(d)太阳光谱下 Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面的吸收率。

Fig. 1. Surface characterization. (a)SEM micrograph of Cu-Ag. (b) SEM micrograph of Cu-CNT. (c) Contact

angle and rolling angle of different surfaces. (d) Spectral absorbance of Cu-Ag and Cu-CNT surfaces.



2 结果与讨论

2.1 光热温升

表面的光热转化能力直接体现在表面温度的变化上，图 2a 展示了 Cu-Ag 与 Cu-CNT
表面在一个太阳照度下的红外图像，从图中可明显看出表面温度随时间发生的变化。结

合图 2b 中各表面在不同时刻的温升数值，可知 Cu-Ag 与 Cu-CNT 两种光热超疏水表面

均具有快速热响应能力，在 100 s 内实现快速升温，且温升约为 Cu 表面的 2 倍，表明光

热材料发挥了显著作用。此外，光热表面的温升随太阳照度的增大而增大，如图 2c 所示，

施加两个太阳照度后，光热表面的温升均提升了约 50%。

图 2 光照下的表面温升 (a) Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面在一个太阳照度下的红外图像变化；(b)一个太阳照

度下各表面在不同时刻的温升；(c) Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面在不同太阳照度下的温度变化。

Fig. 2. Photothermal experiment under surface light irradiation. (a) Infrared image of surface temperature change

under 1-solar irradiation. (b) Temperature increases (ΔT) of Cu, Cu-Ag, and Cu-CNT at different moments under 

1-solar irradiation. (c) Temperature increases of Cu-Ag and Cu-CNT under different solar irradiation.

2.2 防冰

2.2.1 无光照防冰

在冷腔中模拟冷环境进行实验，实验液滴均为 6 µL 自来水水滴。待冷腔内部达到

所需温度并稳定后，开始滴液滴并记录。实验结果表明，当表面温度为-10℃时，液滴上

方 5 mm 处环境温度约-8℃，此时 Cu 表面液滴滴落后立即冻结，如图 3a 所示，冰锋直

接从底部开始生长并迅速推进，长出尖端，而 Cu-Ag 表面的冻结延迟时间超 1000 s，Cu-
CNT 表面的冻结延迟时间超 2000 s，均发生过冷液滴的成核再辉，冰锋推进速度也有所

延缓。这是因为超疏水表面往往具有较高的成核能垒，降低了成核率，同时较小的接触

面积和界面处大量气腔的存在减缓了热量交换[32-34]。各表面分别进行三组测试，图 3b
为平均统计结果。



图 3 无光照下各表面的防冰实验 (a) -10℃条件下 Cu、Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面液滴的冻结过程；(b) -

10℃条件下各表面液滴冻结延迟时间及完全冻结时间的统计；(c) -15℃条件下 Cu、Cu-Ag 与 Cu-CNT

表面液滴的冻结过程；(d) -15℃条件下各表面液滴冻结延迟时间及完全冻结时间的统计。

Fig. 3. Anti-icing experiments without light. (a and c) Freezing process of water droplets on Cu, Cu-Ag, and Cu-

CNT without light. The surface temperature is (a) -10℃ and (c) -15℃ respectively. (b and d) Freezing delay 

time, complete freezing time, initial melting time and completely melting time statistics of Cu, Cu-Ag, and Cu-

CNT. The surface temperature is (b) -10℃ and (d) -15℃ respectively. 

若进一步降低温度，当表面温度为-15℃时，液滴上方 5 mm 处环境温度约-12℃。

如图 3c 所示，水平表面的冻结实验表明，Cu 表面液滴仍然立即冻结；Cu-Ag 表面的冻

结延迟时间超 100 s，Cu-CNT 表面的冻结延迟时间超 1000 s。同时，各表面的冰锋推进

速度均有提升，加快了液滴的完全冻结。图 3d 为各表面三次实验的平均统计结果，可以

看出，尽管此时超疏水表面仍具有一定的防冰能力，但低温环境对超疏水表面防冰性能

的削弱影响不可忽视[35]。因此，有必要引入光热材料，对表面防冰性能进行提升。

2.2.2 光照下防冰

在同样的冷腔中进行光照下的防冰实验，液滴滴落在实验表面后，立即用氙灯照射

表面，为表面提供 1.5 个太阳照度的能量。设定实验表面温度为-15℃，如图 4a 所示，光

照下，Cu 表面液滴滴落后立即开始冻结，17 s 后完全冻结；Cu-Ag 表面在开始光照后快

速升温，100 s 后温度升高至-10℃左右，保持较高的升温速率，并在 379 s 达到 0℃，有

效阻止了液滴的冻结；Cu-CNT 表面同样在光照后快速升温，在 397 s 达到 0℃（图 4b）。
这些结果证明了 Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面优异的光热防冰性能，同时表面液滴始终保持超

疏水状态，在轻微外力作用下即可脱落，防止二次冻结的发生。



图 4 有光照下各表面的防冰实验 (a-c) -15℃条件下施加 1.5 个太阳照度后 Cu、Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面

液滴的冻结过程；(d) 光照下 Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面的温升曲线。

Fig. 4. Anti-icing experiments under 1.5-solar irradiation. (a-c) Freezing process of water droplets of Cu, Cu-

Ag, and Cu-CNT under irradiation. (d) Temperature increases of Cu-Ag and Cu-CNT under irradiation.

2.3 光照除冰

2.3.1 水平表面除冰

有时单一的防冰性能并不能满足使用需求，如果表面已经存在积冰，还需要表面具

备高效除冰的能力，因此对样品表面进行了光照除冰实验。同样在冷腔中，对表面施加

1.5 个太阳照度的光照，观察表面冻结冰滴的融化过程。如图 5a 所示，当表面温度为-10℃

时，Cu 表面在光照 275 s 后逐渐升温至 0℃，冰滴从底部开始融化，而 Cu-Ag 与 Cu-CNT
表面的初始融化时间分别仅为 Cu 表面的 58%与 50%（图 5b），表明它们受到光照后的

升温速度更快，升温温度更高，光热转化能力远大于纯铜表面（图 5c）。当所有表面的温

度都上升 0℃以上，冰滴开始融化后，Cu 表面较大的固液接触面积更利于将表面的热量

传递给冰滴，融化速度相对 Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面较快，但无法从表面脱落，失去光照

后将再次冻结。当表面温度为-15℃时，融冰情况与-10℃时类似。Cu-Ag 与 Cu-CNT 表

面冰滴首先开始融化，初始融化时间分别为 467 s 与 540 s，完全融化时间分别为 1626 s
与 1693 s。而 Cu 表面在光照 684 s 后才逐渐升温至 0℃（图 5d），随后 Cu 表面冰滴以较

快的速度完全融化，完全融化时间为 1273 s。



图 5 有光照下水平表面的除冰实验 (a) -10℃条件下施加 1.5 个太阳照度后 Cu、Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面

冰滴的融化过程；(b) -10℃条件下各表面冰滴初始融化时间及完全融化时间；(c) -10℃条件下各表面光

照温升曲线；(d) -15℃条件下施加 1.5 个太阳照度后各表面冰滴的融化过程；(e) -15℃条件下各表面冰

滴初始融化时间及完全融化时间；(f) -15℃条件下各表面光照温升曲线。

Fig. 5. De-icing experiments on horizontal surfaces under 1.5-solar irradiation. (a and d) Melting process of ice

on Cu, Cu-Ag, and Cu-CNT under irradiation. The surface temperature is (a) -10℃ and (d) -15℃ respectively. 

(b and e) Initial melting time and complete melting time of Cu, Cu-Ag, and Cu-CNT. The surface temperature

is (b) -10℃ and (e) -15℃ respectively. (c and f) Temperature rises of Cu-Ag and Cu-CNT under irradiation. 

The surface temperature is (c) -10℃ and (f) -15℃ respectively. 

2.3.2 倾斜表面除冰

除冰的关键在于将冰与表面尽快分离。超疏水表面的冰滴与表面的接触面积较小，

使冰的黏附力较小，光照后从底部开始融化，形成薄薄的水层充当润滑，即使冰滴没有

完全融化，也可以在自身重力或轻微外力作用下脱落。如图 6a 所示，将表面倾斜放置，

施加 1.5 个太阳照度光照，当表面温度为-10℃时，Cu 表面冰滴在光照 596 s 后完全融化，

但仍停留在表面，Cu-Ag 表面冰滴在光照 206 s 后开始滑动滚落，Cu-CNT 表面冰滴在光

照 234 s 后开始滑动滚落。进一步设置表面温度为-15℃后，施加 2 个太阳照度光照，如

图 6b 所示，Cu 表面冰滴在光照 686 s 后完全融化，但仍停留在表面，Cu-Ag 与 Cu-CNT
表面冰滴滚落时间分别为 290 s 与 360 s。



图 6 有光照下倾斜表面的除冰实验 (a) -10℃条件下施加 1.5 个太阳照度后 Cu、Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面

冰滴的融化脱落过程；(b) -15℃条件下施加 2 个太阳照度后 Cu、Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面冰滴的融化脱

落过程。

Fig. 6. De-icing experiments on inclined surfaces. (a) Melting/Shedding of Cu, Cu-Ag, and Cu-CNT under 1.5-

solar irradiation at -10°C. (b) Melting/Shedding of Cu, Cu-Ag, and Cu-CNT under 2-solar irradiation at -15°C.

2.4 耐久性测试

为验证表面耐久性，在同一位点进行反复的液滴冻融循环。可以观察到，冰滴在融

化过程中保持清洁透明，对表面结构没有明显的破坏，且融化完成后的液滴在外力作用

下能够轻易滚落，表明超疏水性仍在发挥作用。对表面进行水流冲击与落沙实验，首先

使用 20 g/s 的水流对同一位点进行冲击，每隔 5 min 测量一次接触角，冲击 6 次后两表

面均无明显变化，仍具有超疏水性。落沙实验中，使用 10 g 石英砂对同一位点进行冲击，

反复 5 次后，两表面均能在水流下恢复表面清洁。

3 结 论

我们分别用置换沉积法与一步喷涂法，在铜基底上制备了两种光热超疏水表面，接

触角高于 150°，滚动角在 5°以下，同时具有快速光热响应能力。在冷环境模拟实验中，

两种表面均表现出良好的防除冰能力：(1) Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面在-10℃与-15℃无光照

时均能够显著延迟液滴冻结，且在液滴连续撞击下保持表面清洁无变化；(2)施加光照后，

纯铜表面液滴立即冻结，而-15℃的 Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面分别于 379 s 与 397 s 升温至

0℃以上，使液滴保持未冻结状态；(3)光照融冰过程中，Cu-Ag 与 Cu-CNT 表面初始融

冰时间均小于纯铜表面，-10℃时约 50-60%，-15℃约 70-80%，完全融冰后，液滴仍为超

疏水状态，可在外力作用下轻易脱落；(4)光照融冰过程中，倾斜的 Cu-Ag 与 Cu-CNT 表

面冰滴未完全融化即可在自身重力作用下迅速脱落，实现除冰。
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