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摘要：为解决碳酸盐在高温下易分解和工作温度范围窄的问题，本研究通过理论计算了三元碳酸盐 A

(31.5wt%Na2CO3-31.5wt%Li2CO3-37wt%K2CO3)的配方，并通过实验验证。此外还制备了四组不同配比

的碳酸盐，并检测其热物性。结果表明，样品 A 的综合热物性较好，其熔点和相变潜热分别为 395.57℃

和 322.06J/g。固相比热容随温度的升高而增加，液相比热容保持在 1.5J/(g · K)左右。样品 A 的分解温

度和热导率分别为 885.73℃和 1.325W/(m·K)。最后，在 600℃下保温 20 小时，在室温至 600℃冷却/

加热 20 次，混合物表现出良好的热稳定性。
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0 前言

随着对传统化石燃料需求的增加，将出现环境污染和化石燃料供应不稳定等严重问

题。由于可再生能源的波动性和间歇性，新能源和可再生能源的开发和利用可能会带来

断电的风险。因此，稳定可靠的储能单元在可再生能源系统中起着关键作用[1-6]。太阳能

以其取之不尽、用之不竭和清洁可再生的优势在新能源中发挥着至关重要的作用。光热

发电技术是一种利用太阳能资源进行发电的重要技术，具有规模大、单位成本低、环境

友好等特点，从而发展迅速[7]。熔盐是聚光型太阳能热发电(CSP)中常见的传热和储热介

质，具有蒸汽压低、工作温度区间较宽、成本低和腐蚀性低等优点。

只有在更高的操作温度下，朗肯循环才会展现出高效的作用，氟化盐、氯化盐和碳

酸盐是常见的高温储热材料。然而，氟化物在由固相到液相的转化过程中具有较大的体

积膨胀[8]，热导率较低，而且氟离子具有毒性，必须在闭合系统中使用。氯化物具有很

强的腐蚀性，在潮湿的环境中几乎可以腐蚀所有金属，因此很难找到合适的储存管道或

容器材料[9]。而碳酸盐具有价格低、熔解热大、腐蚀性小和热稳定性好等优点，成为下

一代聚光型太阳能热发电系统具有潜力的传热和蓄热材料。目前，二元碳酸盐

(62%Li2CO3-38%Na2CO3，摩尔比)受到广泛应用，熔点为 488℃，分解温度超过 800℃[10;
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11]。Reddy and Mantha [12; 13]利用基于聚变吉布斯能的热力学计算设计了高温稳定的熔盐

(LiF-Na2CO3-K2CO3)，以提高能量转换效率。Ge 等[14]选择 Na2CO3-Li2CO3作为相变材料，

表明该相变材料可以提供良好的热稳定性和化学稳定性. Jo等[15]分析了 14种不同比例的

Li2CO3-K2CO3 的二元碳酸盐，结果表明，碳酸锂对比热容有很大的依赖性。碳酸锂

(Li2CO3)和碳酸钾(K2CO3)以 62:38 的摩尔比得出具有低熔点和高相变潜热[16]。Li 等[17]

采用静态熔融法将 Li2CO3引入 Na2CO3中制备二元碳酸熔盐，分析了它们的相变参数和

动态特性，并测试了热稳定性和循环稳定性。与二元碳酸盐相比，三元碳酸盐

Na2CO3-Li2CO3-K2CO3(4:4:2，质量比)具有相对较低的熔点和较高的操作温度[18]，并且

Na2CO3-Li2CO3-K2CO3 熔融碳酸盐由于其热稳定性和化学稳定性好、分解温度高、腐蚀

性低、相变潜热高等优点[19; 20]，被认为是一种很有前途的候选材料，可将该碳酸盐作为

传热和储热材料应用于聚光型太阳能热发电装置中 [21]。丁等 [22]测量了三元碳酸盐

(Na2CO3-Li2CO3-K2CO3)的热性能，发现三元碳酸盐的储热能力比二元碳酸盐显著提高，

熔点降低，更有利于工业规模化利用。在 Na2CO3-Li2CO3-K2CO3=32.1:33.4:34.5 质量比的

组成下，碳酸盐的最低熔点约为 400℃[23]。Sang 等[24]发现根据摩尔比可以容易地获得三

元共晶碳酸盐 Na2CO3-Li2CO3-K2CO3。Wu 等[25]通过合成 36 种组成比例不同的 Li-Na-K
三 元 碳 酸 盐 ， 研 究 了 该 三 元 碳 酸 盐 的 热 稳 定 性 。

K2CO3(20wt.%)-Li2CO3(10wt%)-Na2CO3(70wt%) 的 熔 点 和 比 热 容 分 别 为 400℃ 和

1.67J/(g·℃)。

与二元碳酸盐相比，三元碳酸盐具有更低的熔点和更高的分解温度。然而，目前研

究的大多数碳酸盐仍然有一些不足[26-28]，如具有较窄的操作温度范围、低的相变潜热和

相对较少的复合盐比例的理论计算。大多数学者通过改变熔盐比例来寻找最佳的混合盐，

这不仅花费很长的时间，而且结果不是很准确。

本研究的目的是制备出操作温度范围更宽、相变潜热更大的新型混合碳酸盐。利用

相图计算了混合熔盐的最佳制备比例(Na2CO3:Li2CO3:K2CO3=31.5:31.5:37wt%)，并获得

了共晶混合物的熔点。随后，基于理论预测的熔盐比例展开实验研究，通过实验验证了

理论计算的准确性。此外，通过改变碳酸钠和碳酸锂的含量，制备了四组不同比例的混

合碳酸盐。通过检测这些混合盐的热物理性质，证明 K2CO3 (37 wt.%)-Li2CO3 (31.5
wt.%)-Na2CO3 (31.5 wt.%)的综合热物理性能是最优的。

1 方法的描述

1.1 熔融盐的制备

碳酸钠(Na2CO3，分析纯，≥99.0%)，碳酸钾(K2CO3, 分析纯，≥99.0%)购买于国药

集团试剂有限公司，碳酸锂(Li2CO3, 分析纯, ≥99.8%)购买于兰州嘉特星工贸有限公司。

表 1 列举了这些材料的基础参数。

本文采用相图计算的方法，从理论上计算了三元碳酸盐的配比以及熔点。根据相图

计算的理论配比，进行了实验研究，并调整硝酸钠和硝酸钾的含量，制备出四种不同比

例的混合碳酸盐。通过检测这几组碳酸盐的物理性质，找到了具有最佳综合热物性的混



合碳酸盐，并进行了后续的相关研究。表 2 列举了通过改变熔融盐含量得到的几组混合

盐比例。不同比例的碳酸盐分别用 A、B、C、D 和 E 表示，以备后续方便描述。

表 1 样品的基本参数

样品 熔点(°C) 分解温度(°C)
组成百分比

(%)
成本 元/

千克

K2CO3

Na2CO3

Li2CO3

898

852

723

1333.6

1600

1342

AR≥99.0 

AR≥99.0 

AR≥99.8

66

58

390

表 2 混合熔融盐的质量比

样品 质量比

A

B

C

D

E

Na2CO3: Li2CO3: K2CO3=31.5:31.5:37

Na2CO3: Li2CO3: K2CO3=33:30:37

Na2CO3: Li2CO3: K2CO3=35:28:37

Na2CO3: Li2CO3: K2CO3=30:33:37

Na2CO3: Li2CO3: K2CO3=28:35:37

将这些单组分熔盐在干燥箱中 120°C 的温度下干燥 3 小时以去除多余水分，盐干燥

后按比例混合，在刚玉坩埚中充分搅拌，然后将混合盐在马弗炉中以 10°C/min 的升温速

率从环境温度加热至 600°C，并恒温 3 小时。待混合盐完全融化后，倒入容器中，自然

冷却至环境温度，最后使用研磨棒在研钵中研磨成细粉末以备后续使用。实验制备过程

如图 1 所示。



图 1 混合碳酸盐制备流程

图 2 展示了使用相图计算的三元混合熔盐配比的结果。将三元碳酸盐依次输入相图

计算软件中，设置好温度区间，该软件会根据数据库生成三元碳酸盐的等温线图，三条

等温线相交的点对应的温度即为三元碳酸盐共晶温度。根据平行四边形法则，过相交的

点到三条坐标轴依次画出平行四边形，与坐标轴的交点即为三元碳酸盐分别对应的摩尔

分数。即共晶盐的最佳摩尔比为 Na2CO3: Li2CO3: K2CO3=30:43:27 mol.%。由摩尔质量与

各自的相对分子质量相乘得到的就是各自对应的质量分数。从而得到碳酸盐的质量比为

Na2CO3: Li2CO3: K2CO3=31.5:31.5:37 wt.%，所得三元碳酸盐的熔点为 397.76℃。

图 2 Na2CO3-Li2CO3-K2CO3三元相图

1.2 测量仪器和方法

在本研究中，使用了大量的检测方法来验证热力学性质，检测仪器和方法如下。

1.2.1 熔点和相变潜热



通过使用差示扫描量热仪(DSC200F3，耐驰，德国)检测了不同比例的碳酸盐的熔化

温度和相变潜热。样品的质量范围为 5-10mg，温度测量范围为 50-450°C，加热速率为

10°C/min，在整个测量过程中，选择氮气作为保护气体，流速保持在 50ml/min，DSC 仪

器的温度测量偏差小于±0.05℃。

同样的使用差示扫描量热仪(DSC200F3，耐驰，德国)检测样品的比热容，该过程在

氮气气氛下进行，流速为 20ml/min。将大约 15mg 的样品放入坩埚内部，使样品与坩埚

底部之间充分接触。将两个重量相同的铝坩埚作为基线样品放置在样品支架中。随后，

将单晶蓝宝石加热并放置在铝盘中作为参考样品。同样，样品也在相同的过程中进行了

测量。该过程重复三次，并基于热容比法计算混合熔盐的比热，Cp 的表达式在公式(1)
中表示为：

p
p

(ref ) (ref ) (sam) (bas)
(sam)

(sam) (ref ) (bas)

C m D D
C

m D D

 
 


(1)

式中，D(sam)、D(ref)和 D(bas)分别为待测样品、对照样品和基准空坩埚的 DSC 信号，

(m W)；m(sam)和 m(ref)是待测样品和参考样品的质量，g；Cp(ref)是标准样品的比热容，

J/(g ·K)。
1.2.2 X 射线衍射

所制备的不同比例的样品通过 X 射线衍射(XRD，D8 Advance，布鲁克，瑞典)仪器

进行检测。该仪器用于分析混合碳酸盐的晶体结构，扫描范围为 20-90°，扫描速率为 5°(2θ) 

min-1，扫描模式为连续扫描，工作电压为 40kV，工作电流为 40mA。衍射光谱中的许多

特征峰可以表明研究中制备的混合熔盐的组成。

1.2.3 热稳定上限温度

为了表征热稳定性，采用热重分析仪(TG 8000，耐驰，德国)来检测碳酸盐在氮气气

氛中的温度耐受性。在本研究中，将原始值的 3%重量损失定义为热稳定性极限[25]。热

重实验中所装样品的量为 15mg，天平的准确度和精密度分别为±0.02 和 0.001%，天平的

灵敏度分别为 0.1µg，测量的温度范围为 30-1000℃，加热速率为 10℃/min。

1.2.4 热导率测量

当在聚光型太阳能发电系统中用作传热和储热材料时，热导率会显著影响热传递速

率。大多数材料的热导率测量都是基于激光闪光分析仪，该分析仪首先测量材料的热扩

散系数，然后通过公式计算热导率。与大多数测量方法不同，本文使用的方法是制备两

块相同尺寸的圆片，并在导热仪中直接测量热导率。使用热导率仪（TC3100，夏溪，中

国）对混合熔盐的热导率进行了分析。其测量范围和准确度分别为 0.001-2.0 W/(m · K)
和±3%。使用瞬态热线法进行检测，在开始之前，为了降低接触热阻，对样品进行抛光，

将传感器探针放置在两个样品之间，然后用 500g 的重物按压样品和传感器，使其接触良

好。

1.2.5 高温稳定性和循环稳定性测量

作为 CSP 装置中使用的传热和储热材料，稳定性是一个必须认真考虑的因素，在实

际应用中，传热和蓄热材料被反复加热和冷却。在本研究中，混合盐的大温差热冲击实



验是在马弗炉中进行的，将熔盐保持在 600℃的恒温下 30min，然后取出并在室温下冷

却 30min，这是 1 次循环。总共进行了 20 次循环，每 5 个循环取样一次进行物性检测。

同时，还对熔盐材料的长期热稳定性进行了实验研究。在 600℃的工作条件下进行了长

期热稳定性实验。用马弗炉将三元共晶碳酸盐加热至 600℃，然后在该温度下分别保持

1h、3h、6h、10h 和 20h 后，取样进行热物性检测。

2 结果和讨论

2.1 共晶温度和相变潜热

采用差示扫描量热法测定了不同配比的三元碳酸盐的熔化温度和相变潜热。图 3 展

示了样品的熔化过程 DSC 热流曲线，负热流意味着样品在熔化过程中吸收了热量，峰的

面积代表样品在熔化期间吸收的相变潜热，大的峰值表示样品发生了固-液相变。测量结

果表明，每组样品的熔点分别为 395.57℃、396.77℃、396.78℃、395.68℃和 396.32℃。

根据 An 等[29]和 Olivares 等[30]报道的三元体系的熔化温度分别为 396.8℃和 401℃，说明

该检测结果是准确的。样品 A 的熔化温度为 395.57℃，这一结果与以前的文献值一致。

每个样品在熔化过程中吸收的潜热分别为 322.06、221.61、200.61、198.26 和 302.55J/g。
可以看出，几组样品的相变焓波动相对较大，原因是这几组样品中的 Li2CO3含量相对较

大。另一个原因是，一些三元碳酸盐样品在放置过程中吸收了水分，这影响了相变焓的

测定。样品 A 在相变过程中吸收了最大潜热。因此，样品 A 是太阳能光热发电中更具潜

力的储热材料。

图 3 测定样品的 DSC 曲线

上述结果表明，样品 A 是最合适的选择。通过理论计算，样品 A 的熔点为 397.76℃，

与实验相比误差仅为 0.55%，验证了理论计算的准确性。它展现出最好的储热能力，在

较低的运行温度下可以避免管道堵塞的风险，使其成为下一代 CSP 中潜在的储热材料。

2.2 比热容

比热容是直接决定熔盐基传热材料吸热或放热能力的关键参数。图 4 分别表示共晶

碳酸盐在固相(330-380℃)和液相(445-493℃)中的比热容变化。图 4(a)展示了三元碳酸盐

在固相中的比热容曲线。可以看出，随着温度的升高，各组的比热容增加，样品 B、D



和 E 的比热容在 365-380℃范围内迅速增加。当温度达到 380℃时，三组的比热容分别为

2.33、2.84 和 2.76J/(g · K)。这是由 Li2CO3的高比热容引起的。随着温度的升高，比热容

在 1.38-1.84J/(g · K)之间变化。

随后，对三元碳酸盐液相的比热容进行了相关研究。图 4(b)展示了液相的比热容曲

线。从曲线中可以看出，样品 D 和 E 的比热容随着温度的升高而缓慢增加，样品 A、B
和 C 的比热容分别在 1.5、1.6 和 1.9J/(g · K)附近波动。

(a) (b)

图 4 碳酸盐的比热容在不同温度区间的变化 (a)固相 (b)液相

综上所述，无论是在固相还是液相中，样品 A 的比热容都是最低的，约为 1.5J/(g · K)。
因此，在后续的研究中，该三元碳酸盐的比热容可以通过其他手段进一步提高，以满足

CSP 电厂中三元碳酸盐作为储热材料的需求。

2.3 X 射线衍射图谱

不同配比的三元碳酸盐熔化过程中的 X 射线衍射(XRD)图谱如图 5 所示。在五条

XRD 图谱曲线中观察到各种衍射反射。在 21.5°、28.0°、29.2°、29.5°、32.4°、37.2°、
39.6°和 40.5°处出现的强衍射反射分别被认为是 Li2CO3的立方晶体的特征平面所致。在

29.2°和 32.8°处的衍射反射可以证明 Na2CO3 晶体的存在，而在 34.6°的衍射反射较弱。

K2CO3在 29.5°、32.8°、37.2°、39.6°和 40.5°处具有特殊的衍射反射峰。根据 XRD 检测

结果，三元共晶碳酸盐的主要成分为 Na2CO3、K2CO3和 Li2CO3。



图 5 碳酸熔盐 X 射线衍射图谱 (20-90°)

不同组分对应的衍射反射基本一致，没有出现其他明显的衍射峰。这是因为三种碳

酸盐具有相似的晶体结构和较大的晶体间隙，因此它们可以在高温熔融状态下有效地形

成共晶体系。此外，还可以观察到样品 A 在不同衍射角处的衍射强度略高于其他样品的

衍射强度。总之，基于上述讨论，每组中不同比例的样品之间只进行了简单的物理混合，

没有发生化学反应。

2.4 热稳定温度

热稳定性在从熔点到分解温度的工作温度区间中占主导地位。本研究采用热重分析

仪确定了三元碳酸盐热稳定性的温度上限。不同比例的三元碳酸盐的重量变化曲线如图

6 所示。从图中可以看出，当温度从 50℃升高到 650℃时，基本上没有质量损失，这表

明三元碳酸盐在此期间是稳定的。三元碳酸盐在 800℃以上质量出现明显下降，因此，

三元碳酸盐的操作温度应低于 800℃。当质量损失达到 3%时，样品 A、B、C、D 和 E
的热分解温度分别为 885.73、863.88、850.3、870.5 和 856.57 ℃。图 6 中的变化表明，

它们的分解温度非常接近，在 850-900℃的温度范围内，大多数开始分解，质量迅速下

降。此外，当温度高于 750℃时，样品 A 的质量损失率降低，导致曲线略有波动。这是

因为在样品的加热过程中，盐沿着坩埚壁溢出的量较少。由此可以看出样品 A 的工作温

度范围较宽(ΔT=490.16 ℃)，从而证明了样品 A 具有良好的热稳定性。



图 6 不同比例的三元碳酸盐的热重曲线

总之，从以上结果可以看出，几种熔盐表现出优异的耐热性，特别是样品 A 的耐热

性最好。因此，样品 A 可以作为良好的储热和传热材料应用于下一代 CSP 系统。

2.5 导热系数

导热系数是熔盐用作储热和传热介质的关键因素。在 30℃环境中检测到的不同比例

碳酸盐的导热系数如图 7 所示。从图中可以看出，样品 A 的导热系数最高，为 1.325
W/(m · K)。通过改变碳酸钠和碳酸锂的含量导致制备的三元混合盐的热导率下降，与样

品 A 相比，样品 B、C、D 和 E 的热导率分别下降了 26.2%、24.6%、38.8%和 17.9%。

但是样品 A 的导热系数还有待提高，后续还可以通过其他方法进一步改善碳酸盐的导热

系数。

图 7 不同比例的三元碳酸盐的热导率变化

因此，当 Na2CO3-K2CO3-Li2CO3 的质量比为 31.5:37:31.5 时，三元碳酸盐的导热性

能最优。此时，该碳酸盐可以作为 CSP 系统中优良导热材料。

2.6 长期高温热稳定性

熔盐作为传热和储热材料的大规模实际应用需要良好的长期热稳定性。将混合物在

600℃的工作条件下分别恒温 1、3、6、10 和 20h，以验证碳酸盐在高温下的长期热稳定

性。混合碳酸盐(Na2CO3-K2CO3-Li2CO3，31.5:37:31.5，质量比)的熔点和相变潜热的变化

如图 8 所示。



图 8 保温不同时间碳酸盐的熔点和相变潜热的变化

由上图可知，当三元碳酸盐保温 20h 后，熔点从 390.12℃变化到 396.1℃，随着保

温时间的延长三元碳酸盐熔点没有显著变化，最大波动仅为 1.5%。因此，可以得出结论，

随着保温时间的延长，三元碳酸盐的高温热稳定性良好。在 600℃下保温 1、3、6、10
和 20h，相变潜热分别为 310.91、322.06、325.0、296.17 和 294.70J/g，最大波动为 10.3%。

因此，三元碳酸酯在长期高温保温条件下，其熔点和相变潜热没有明显变化。相对而言，

这种三元碳酸盐的相变潜热较高，可以作为 CSP 装置中的优良传热和储热材料。因此，

当混合碳酸盐经过长期高温保温时，其热稳定性良好。在保温过程中观察到了几次波动，

这些波动的原因可能是样品和仪器底部之间的间隙影响了测量结果，尽管熔盐混合均匀，

但由于仪器敏感，略微的差异也会对结果产生影响。

2.7 大温差循环稳定性

本文还研究了三元碳酸盐的循环稳定性，以评价其长期使用性能。三元碳酸盐

（Na2CO3-K2CO3-Li2CO3，31.5:37:31.5，质量比）在 1、5、10、15 和 20 次循环后的相

变温度和相变潜热的变化如图 9 所示。

图 9 不同循环次数对应的三元碳酸盐的熔点和相变潜热的变化

从图 9 中可以看出，混合盐在经历 1、5、10、15 和 20 次大温差冷却/加热冲击后的

相变温度分别为 395.48、395.35、394.17、394.98 和 395.12℃。它们的相变温度稳定在



395℃左右，最大变化 0.3%。随着热冲击次数的增加，熔盐的熔点没有明显的增加，甚

至低于原熔盐的熔点。因此，当混合熔盐在大温差下经受冷/热冲击时，对相变温度几乎

没有影响。

类似地，三元碳酸盐经历不同的大温差冷却/加热冲击循环后，相变潜热分别为

322.06、306.48、318.44、331.24 和 320J/g。混合碳酸盐的潜热变化不大，处于合理水平。

因此，从 600℃到室温，三元碳酸熔盐在大温差循环中表现出良好的稳定性，并且其性

能随着温度的突然下降基本保持不变。

3 总 结

将理论计算与实验方法相结合，制备了不同配比的混合熔融盐，提出了一种温度范

围宽、稳定性好的新型三元碳酸盐。具体研究结果如下：

(1) 本文首先利用理论计算得到了一种新的混合盐 A(Na2CO3-K2CO3-Li2CO3，

31.5:37:31.5，质量比)，熔点为 397.76℃。基于这一比例开展了实验研究，实

验得出混合盐的熔点为 395.57℃，与理论计算相比误差仅为 0.55%，验证了理

论计算的准确性。

(2) 在这个比例的基础上，改变碳酸钠和碳酸锂的含量，再次制备了四组不同比例

的混合盐。检测了它们的热物性能，可以观察到混合盐 A 的熔点(395.57℃)最

低，相变潜热(322.06J/g)最高。

(3) 与样品 B、C、D 和 E 相比，混合碳酸盐 A 的比热容最低。在固相温度范围内，

随着温度的升高，比热容从 1.38J/(g · K)缓慢增加到 1.84J/(g · K)。在液相温度

范围内，比热容基本保持在 1.5J/(g · K)。
(4) 通过 XRD 表征，几种混合碳酸盐被证明只进行了物理混合，没有发生化学反

应。并且通过检测，样品 A 的导热系数为 1.325W/(m · K)，可作为 CSP 装置的

优良导热材料。

(5) TG 结果表明，熔盐在 N2气氛下 800℃前不会发生热分解，随着温度的升高，

熔盐的稳定性下降。混合盐的热分解温度最高为 885.73℃，操作温度范围为

490.16℃。

(6) 样品 A 在恒定高温(600℃)下保温 20h 和经历 20 次大温差循环(室温至 600℃)

后，热物性相对稳定，表现出良好的长期稳定性和大温差循环热稳定性。
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摘要：离子热渗透能量转换 (i-TOEC) 通过盐差和温度梯度下的离子选择性迁移，将渗透能和热能转

换成电能。目前的研究主要通过优化膜材料和新型热调控方法来提高其发电性能，并且传统的经验关

联式没有完全考虑能量转换过程中相关参数，无法实现 i-TOEC 性能的精准预测。本文提出了一种基于

数据驱动的 i-TOEC 深度学习预测方法，以解决泊松-能斯特-普朗克 (P-N-P) 方程与传热方程耦合的复

杂非线性关系。基于不同的数据集和衰减算法，训练了四个深度神经网络 (DNN) 模型来对比突出本文

所采用大数据库、学习率衰减和权重衰减方法的优越性。DNN 1 模型在 i-TOEC 预测中表现出最佳性

能，预测准确率超过 98%，标准差低于 1%。比较有限元方法 (FEM) 和 DNN 模型的预测结果耗时之

比，加速比最高可达 1.64×105，极大地减少了计算时间和成本。此外，基于预训练的 DNN 1 模型建立

了 300000 个样本的新数据库，通过多元线性回归得到了 i-TOEC 的通用关联式。所拟合扩散电势、功

率和效率的决定系数 R2分别为 0.83、0.86 和 0.80，体现出所拟合关联式的有效性。本文提出的 i-TOEC

的预测模型及相应关联式，可以减轻实验负担，一定程度上促进工程应用。

关键词：热渗透能量转换，深度神经网络，多元回归，关联式，性能预测。

0 前言

离子盐差发电是以浓度梯度驱动离子载能子迁移并选择性定向通过多孔纳米膜形

成离子电流，将吉布斯自由能转换成电能的能量转换方式。离子定向迁移过程能量转换

效率高(理论效率可达 50%)，可为低品位能源(盐差能、太阳能等)的利用提供新的途径[1]。

离子渗透发电的物理本质是以电解液离子和纳米多孔介质分别作为载能子和热质传输载

体的耦合离子迁移、热量传递和能量转换过程。温度梯度下的离子盐差发电涉及到浓度

场、电势场、速度场、温度场[2]。其包含众多影响参数，如通道参数、工质参数、传热参

数等，而性能参数主要为扩散电势、功率和效率[3]。

离子热渗透能量转换过程是复杂的物理现象之一，由耦合的非线性偏微分方程组控

制，包括 P-N-P 方程、连续性方程、纳维-斯托克斯 (N-S) 方程和能量守恒方程。传统的

求解方法如有限元法需要大量的时间和计算资源来解决输入和输出参数之间的复杂关系。

受益于学习大数据内部规律的强大能力，深度学习方法最近在处理回归问题上取得了巨

大成功。尤其是在预测复杂的物理现象方面，深度学习为传统方法提供了有效的代理模

型，成为求解物理问题的全新范式。Wang 等人[4]提出了一个样本自放大的深度学习模型

来预测具有不同边界条件的多孔介质的温度场和有效导热系数。与格子玻尔兹曼方法的



结果相比，有效导热系数的相对误差为 0.7-22.8%，结果表明该预测模型具有良好的精度。

该模型通过提取多孔介质的结构拓扑信息，有效地反映了多孔结构与相应热物性之间的

高维非线性关系。同时，DNN 被广泛用于优化虚拟电厂的性能[5]和预测可再生能源系统

的效率。A. Ab-Belkhair 等人[6]为光伏和风能系统建立了 DNN 预测模型，从而提高了系

统的可靠性和发电质量。Zamee 等人[7]提出了一种新型的自适应神经网络算法来预测风

力涡轮机能源系统的功率输出。与传统的训练方法相比，WTES 的预测误差减少了

80.514%，表明其在能耗和发电量预测方面的良好应用前景。此外，Lu 等人[8]开发了一

个无监督的深度学习框架来预测电池的健康状态，89.4%的样本的绝对误差小于 3%。通

过组合使用一群 DNN 来获得可靠的健康状态预估，其中每个 DNN 可以从源标签和退化

特征的领域不变性中学习跨数据集知识。受热能和电能中成功的 DNN 应用的启发，建

立 DNN 模型来快速准确地预测 i-TOEC 系统是有必要的。

此外，关联式可以明确地反映输入和输出之间的关系，在实际工程应用中具有十分

重要的价值。例如，Jamil 等人[9]对海水淡化系统的进行了经济性分析，同时开发了适用

于每个组件的成本平衡方程。该经验公式可以考虑整个工厂不同组件的布局，为优化脱

盐系统的提供了有效工具。同样，基于性能标准(如传质系数、除湿/再生率和热效率)的
经验关联式被用来指导关键部件的设计，以改善液体干燥剂冷却系统的传热和传质性能
[10]。Yin 等人[11]建立了一个半经验公式来预测具有纳米限域效应的三维球体纳米多孔介

质中的气体扩散率。该公式考虑了体扩散率、平均克努森数和孔隙率的影响，可以方便、

快速地预测相应的气体扩散率。同时，多元线性回归作为一种统计分析和多项式拟合的

构建方法，可以通过建立有理表达式来研究回归系数和各因素的重要特征，从而对系统

进行预测和优化。因此，本文将采用多元线性回归方法应用于 i-TOEC 系统以获得相应

输出性能的关联式，从而指导离子热渗透能量转换过程。

1 i-TOEC 数学模型与原理

1.1 控制方程

基于纳米通道的离子热渗透能量转换过程由 P-N-P 方程与连续性方程、N-S 方程和

传热方程耦合描述如表 1 所示。

表 1 控制方程

方程名称 数学描述
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固体能量方程
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其中，ε 为介电常数，ϕ 为电势，F 为法拉第常数，ci，zi，Di，αi，Ji 分别为离子浓度，

价电荷数，离子扩散系数，简化 Soret 系数，离子通量 (i = 1 表示阳离子，i = 2 表示阴离

子)，u 为速度，Rg 为通用气体常数，T 为温度， p 为压力，μ为动力粘度，a 为热扩散

率，kf为流体导热系数，ks为固体导热系数，σf为流体电导率，σ为纳米通道表面电荷密

度。

1.2 几何及物理模型

图 1 表示基于纳米通道的 i-TOEC 几何及物理模型模型的旋转对称计算域，分别用

1 至 9 的数字来描述边界条件。将 i-TOEC 系统作为一个可逆电池，其中电极被忽略，输

出性能可以通过在两端施加电压差来获得。因此，边界 1 和 2 提供恒定的浓度、温度和

电势梯度。边界 3、4 和 5 是固体-液体界面。此外，边界 6、7 和 8 是外部边界。边界 9
是旋转对称边界。

图 1 基于纳米通道的 i-TOEC 几何及物理模型

1.3 边界条件

边界条件如表 2 所示。其中 c 是离子浓度，n 是单位法向量。Ch和 Cl分别为高浓度

和低浓度，Ta和 Tb分别是高浓度侧和低浓度侧的温度，V 和σ是电压和纳米通道表面电

荷密度。

表 2 边界条件

边界标号 静电场 温度场 浓度场 速度场

1 0  aT T hc C 1 atmp 

2 V  bT T lc C 1 atmp 
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k k
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 n n

0  in J 0u
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f 0T
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n

0  in J 0u

7 –
s 0T

k


 
n

– –

9 0r  0rT  0r iJ 0r u

1.4 性能参数

i-TOEC 系统的发电性能由扩散电势 Ediff，渗透电流 Iosm，最大输出功率 Pmax和最大

效率 ηmax来表征，其表达式如公式 (1) 至 (3) 所示。
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通过在两端施加不同的外加电压 V，电流 I 由以下公式 (1) 计算，其中 A 是纳米通

道的横截面积。扩散电势 Ediff 为 I = 0 时的电压值，渗透电流 Iosm为 V = 0 时的电流值。

最大效率 ηmax，定义为最大输出功率与吉布斯自由能之比，由公式(3)得到。

根据上述描述，基于纳米通道的 i-TOEC 能量转换的输入和输出的关系如下：

   diff max b 1max a m s2h l, , , , , , , , , ,, ,η fE P C C T T σ L R D D ε k (4)

2 DNN 理论与网络架构

最近，深度学习在目标分类、图像识别、信息检索和许多跨学科领域得到了广泛的

应用。DNN 是任何连续函数的万能逼近器，只要神经网络足够大、足够深，就有能力近

似拟合出任何想要的函数。因此，本文采用了一种数据驱动的方法来实现 i-TOEC 发电

性能的在线预测，从而提供大量数据用以关联式拟合。

2.1 数据集准备与处理

尽管 DNN 在回归预测中具有较高的准确性，但同时具有一些不可避免的局限性。

首先，网络训练需要大量的数据，这样才能较好拟合出大数据之间的高维非线性关系。

本文训练数据集的获取通过使用基于商业软件 COMSOL Multiphysics 5.6 的有限元方法

仿真获得。

另一个限制是，机器学习的预测性能在很大程度上取决于所提供数据的质量、数据

特征的提取和预处理方式。显然，提取的特征不好可能会限制传统机器学习方法的性能
[12]。为了解决这样的问题，提高 DNN 预测的性能，我们通过公式 (5) 将输入数据归一



化到 (0，1) 区间。归一化后，可以加快梯度下降以寻找最优解的速度，同时增强了训练

过程的收敛性。

min

max min

x x
x

x x
 



(5)

其中，x 表示样本数据原始值，xmin 表示样本数据的最小值，xmax 表示样本数据最大值。

2.2 DNN 结构

本文使用 Pytorch 框架实现神经网络的相关搭建，所采用的 DNN 的网络结构如图 2
所示。该神经网络由许多神经元层层叠加组成，上一层的输出作为下一层的输入。DNN
由全连接层构成主要框架，利用各层神经元组成的权重矩阵，通过一系列的矩阵乘法，

在所有的输入和输出单元之间建立非线性的映射关系。它由输入层、隐藏层和输出层三

部分组成，其中输入层接受 11 个变量的输入参数，经过逐层的特征提取，最终的输出由

两个参数组成，即神经网络的回归结果。同时，经过测试，我们最终选择了 6 个隐藏层，

每个隐藏层有 6000 个单元，作为隐藏层。

图 2 具有 11 个输入和 3 个输出参数的 DNN 结构。

2.3 DNN 计算过程

DNN 的前向传播过程如公式 (6) 至 (8) 所示

     0
b 1a m s2h l f, , , , , , , , , , ,C C T T L R D D k k  x x (6)

   1( )l l l l  x W x b  (7)

   1
diff maxmax( ) , ,n n n n E P   x W x b  (8)

其中，X 为输入向量，代表 11 个变量；σ()为非线性激活函数，在本工作中设置为整流线

性单元 (ReLU) 以增加非线性；NN()为该层的输出；上标 l 表示隐藏层的个数，0 表示



输入层，n 表示输出层；W 为权重矩阵，b 为神经网络的偏置。

损失函数和误差公式如公式 (9) 所示。损失函数使用均方误差 (MSE)，误差函数使

用平均相对误差 (MRE)，选择使用自适应矩估计 (Adam) 作为 DNN 模型的优化算法，

它已被证明是在各种不同情况下进行深度学习优化的稳健选择。此外，在训练过程中还

采用了学习率衰减和权重衰减的方法，可以使得网络更好地实现全局最优，避免过拟合。

学习率被设定为 0.001 / (1 + epoch × β)，其中 epoch 是训练次数，β是学习率衰减率。通

过上述方式，可以避免出现局部最小值附近振荡的现象，使损失历史曲线更加平滑，在

优化过程中更快地收敛。而优权重衰减是指在损失函数中加入 L2 正则化项，可以使学

习的权重参数的元素更接近于零，从而避免梯度爆炸。因此，加入正则化项后的损失函

数如公式 (10) 所示。
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其中，m 是训练集的样本数；下标 i 表示第 i 个样本；ݕ是目标输出，ݕොi 是 DNN 的

预测输出；λ是权重衰减系数。

DNN 中的超参数，如权重或偏置，通过最小化损失函数的逆向过程进行迭代优化，

这被称为反向传播。最后，通过不断训练直至收敛，误差小于既定数值后，表明模型已

经初步训练完毕。

此外，由于使用监督学习的方式，将数据集按照 80 %和 20 %的比例分成两部分，

即训练集和测试集。训练模型时，训练集使用损失函数来衡量拟合效果，测试集使用误

差公式来验证 DNN 的预测效果。

3 结果与讨论

3.1 DNN 超参数对比

DNN 模型拥有多个超参数，包括训练次数、学习率、批次大小、层数和神经元数等，

这些参数对模型质量起着重要作用。表 3 列出了四种 DNN 模型以拟合公式 (5)，预测 i-
TOEC 系统的发电性能。其中，四种 DNN 模型均采用第 2.2 节中提到的相同的网络结

构，并拥有相同的训练次数、批次大小和学习率，分别为 5000、512、0.0001。DNN 1 和

DNN 2 采用了学习率衰减和权重衰减方法，在 DNN 3 和 DNN 4 中，权重衰减被设置为

0。此外，DNN 1 和 DNN 3 采用数据库 2，即 30000 个样本的数据集，而 DNN 2 和

DNN 4 采用数据库 1，即 10000 个样本的数据集。

表 3 四种 DNN 模型的参数设置

模型 训练 批次 学习率 学习率 权重衰减 数据库



次数 大小 衰减

DNN 1 5000 512 0.0001 0.01 1e-8
数据库 2

(30000 个样本)

DNN 2 5000 512 0.0001 0.01 1e-8
数据库 1

(10000 个样本)

DNN 3 5000 512 0.0001 0 0
数据库 2

(30000 个样本)

DNN 4 5000 512 0.0001 0 0
数据库 1

(10000 个样本)

图 3 描述了 DNN 1、DNN 2、DNN 3 和 DNN 4 的 Pmax，ηmax，Ediff的训练和测试误

差随训练步数的变化情况，分别对应于图 5a、5b、5c 和 5d。总体来说，四种 DNN 模型

的所有训练误差都很小，而测试误差和训练误差之间的差异则有所不同。误差差距按

DNN 1、DNN 3、DNN 2 和 DNN 4 的依次递增，反映了准确度的下降。受益于大数据对

DNN 模型的需求，拥有 30000 个样本的 DNN 1 和 DNN 3 拥有相对较低的误差。通过比

较 DNN 1 和 DNN 2 的误差，再次验证了大数据库的优势。DNN 4 的表现最差，因为它

有很大的误差和过拟合现象。通过比较 DNN 2 和 DNN 4 的误差，学习率衰减和权重衰

减有利于提高模型的泛化能力。此外，与 DNN 3 和 DNN 4 粗糙的误差线相比，学习率

衰减和权重衰减使 DNN 1 和 DNN 2 的误差线平滑，反映了模型的稳定性。总而言之，

具有大样本、学习率衰减和权重衰减的 DNN 模型在 i-TOEC 预测中出现了很好的潜力。



图 3 四种不同模型的对比 (a) DNN 1, (b) DNN 2, (c) DNN 3, and (d) DNN 4.

3.2 DNN 预测性能和计算效率

为了描述 i-TOEC 的预测性能，分析了测试数据集预测结果的准确度和标准差。图

4 显示了四个 DNN 模型的 Ediff，Pmax，ηmax 预测准确度，其中标准差以误差条的形式给

出。由图 4 可知，每个模型的预测精度随着 Ediff，Pmax，ηmax 的顺序增加，因为 Pmax 和

ηmax的表达中包括 Ediff的相关计算，具有较高的复杂度。此外，DNN 1 拥有最好的预测

结果，其最高准确率超过 98 %，标准差小于 0.09 %。尽管 DNN 2 拥有中等的准确率，

但其标准差在各模型中达到最小的 0.04 %。DNN 1 和 DNN 2 的低标准差说明了由学习

率衰减和权重衰减带来的模型稳定性和准确性的提高。此外， DNN 3 的准确率略低于

DNN 1，但 DNN 3 的最大标准偏差为 0.9 %，比 DNN 1 大一个数量级。 DNN 4 表现出

最差的预测和稳定性，从反面证实了 DNN 1 的优势。

图 4 四种 DNN 预测的准确度和标准差

表 4 列举了四种 DNN 模型的计算效率，以说明通过 GPU 加速的时间和资源成本。



本文所使用的计算机配置为英特尔酷睿处理器 i7-9700K CPU 3.6 GHz 和英伟达 Quadro
GV100 GPU，内存为 64 GB，RAM 为 64 GB。训练时间包括在总历时中模型训练和测试

的总时间。测试时间是根据训练后的模型预测测试数据集所需的总时间。训练和测试时

间受样本量的影响很大。具体来说，由于样本的增加量相同，DNN 1 和 DNN 3 的时间

成本是 DNN 2 和 DNN 4 的三倍。内存用量与模型的复杂性有关。由于额外的学习率衰

减和权重算法，DNN 1 和 DNN 2 的内存用量略高于 DNN 3 和 DNN 4。同时，对比了使

用有限元方法(FEM)仿真和 DNN 1 预测单工况结果的时间，如图 5 所示。由图可知，

FEM 方法的平均耗时为 218 s，而 DNN 1 的平均耗时仅为 1.33 ms，其加速率高达 1.64
×105。这意味着用 FEM 模拟一个案例所需的时间 DNN 1 可以用来预测 1.64×105个案

例，极大地减少了计算时间和成本。因此，DNN 1 拥有最佳的预测性能和可接受的计算

资源成本，在 DL 和 i-TOEC 系统之间建立了一座桥梁。

表 4 DNN 模型的计算效率

模型 训练时间 (s) 测试时间 (s) 内存使用 (MB)
DNN 1 11590 8.5 1657.7
DNN 2 3921 2.8 1652.0
DNN 3 10963 7.9 1641.0
DNN 4 3754 2.6 1640.1

图 5 DNN1 和 FEM 预测性能对比

3.3 i-TOEC 关联式拟合

有时，为了确定参数关系用以实际的工程应用，需要明确的关联式来指导分析设计。

然而，关联式的构建需要大量的样本，而深度学习为这一需求提供了有效的解决途径。

使用 3.2 节中获得的具有较高预测精度的预训练 DNN 1 模型，生成大量的样本构成新数

据库，可以实现输入参数与输出性能的多元线性回归，从而进行相关性分析。

3.3.1 多元线性回归

多元线性回归是一种可以找到两个或多个自变量和预测变量之间的函数关系（模型



或方程）的方法，可以有效地构建关联式。其预测变量的表达式如公式 (11) 所示。

0 1 1 2 2 P PY X X X        (11)

其中， Y 是预测变量; ଵܺ,ܺଶ,ܺଷ⋯ܺ 是回归变量; ߚ⋯ଶߚ,ଵߚ 是回归系数。

公式（12）中的 R2是线性回归过程中的十分重要的参数。它是对自变量被因变量的

变化所解释的程度的度量。如果以百分比计算，0.75 意味着我们的模型可以解释预测变

量 75 %的变化。因此，可以通过决定系数 R2来判断与一组给定观测值的拟合质量。
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(12)

其中 )ݎܥ ,ܻ തܻ) 为相关系数; −ݕ)∑ (ොݕ 和 −ݕ)∑ (തݕ 分别为残差和以及总平方和。

此外，我们采用普通最小二乘法通过编程的方式实现对每个输入变量的权重估计和

多元线性回归。为了减少参数个数，将参数无量纲化后拟合得到的关联式如公式 (13) 至

(15) 所示。
2 2

1 1 1 f
diff

2 m m 2 s

lg 0.148g 0.262lg 0.317lg 0.391lg 0.13lg 0.000lg 0.019lg 0.530a

g g b

TC F R C D kFσR L
E

C εR T εR T D R k T
         (13)

2 2
1 1 1 f

max
2 m m 2 s

lg 0.634g 0.7411g 1.062lg 0.662lg 0.112g 0.001g 0.057lg 0.591a

g g b

TC F R C D kFσR L
P

C εR T εR T D R k T
         (14)

2 2
1 1 1 f

2 m m 2 s

lg 0.484lg 0.743lg 0.736lg 1.270lg 0.344lg 0.006lg 2.067lg 1.438a

g g b

TC F R C D kFσR L
η

C εR T εR T D R k T
        (15)

其中，Tm为平均温度；Ediff*=(FEdiff)/(RgTm)为无量纲扩散电势，Pmax*= (PmaxL)/(RgTmD1ClR2)
为无量纲输出功率。

3.3.2 相关性分析

为了评估所拟合的关联式，对应的相关性分析如图 5 所示。图 5 中的散点表示 i-
TOEC 输出性能的原始值和估计值的差异。实线表示散点的决定系数，以 R2表示，破折

线表示 R2=1 的最佳拟合，以帮助直观地显示拟合偏差。Ediff*，Pmax*，ηmax的决定系数 R2

分别为 0.83、0.86 和 0.80，这意味着通过多元线性回归得到的因变量的变化量可以由自

变量解释的程度为 83 %、86 %和 80 %。换句话说，决定系数反映了关联式的线性拟合

程度。如图 5 所示，Ediff*，Pmax*的散点均匀地分布在实线的两边，从而获得了更高的决

定系数和更精确的拟合度。而 ηmax的散点呈现一定程度的曲率，这是因为参数之间的相

互关系复杂，线性拟合程度适中。总的来说，所拟合的关联式具有相对较高的决定系数，

可以适用于工程应用。



图 5 拟合关联式相关性分析

4 结 论

本文基于数据驱动建立了一种预测 i-TOEC 性能的深度学习模型，通过仿真获得数

据集，同时采用学习率衰减和权重衰减方法获得预测准确率超过 99 %的 DNN 1 模型。

接着使用预训练的 DNN 1 模型，构建超过 300000 样本数量的数据库用以构建关联式。

采用多元线性回归拟合出预测 i-TOEC 的关联式，主要研究结果如下：

（1）在选取大数据集，学习率衰减和权重衰减的情况下，DNN 1 拥有最佳的预测

性能，准确率超过 98 %，可以成为预测 i-TOEC 能效的代理模型和构建回归数据集方法。

（2）DNN 1 模型同时拥有预测精度和预测效率，对比使用有限元方法和 DNN 1 模

型的耗时，加速比最高达 1.64×105，极大地减少了计算时间和成本。

（3）为了方便工程上的应用，利用多元线性回归拟合出的 i-TOEC 关联式具有较高

的可靠性，其中性能参数 Ediff*，Pmax*，ηmax的决定系数 R2分别为 0.83、0.86 和 0.80。
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摘要：未知热源传热体系温度场重构问题具有广泛的工程背景。定量描述传热体系空间点温度响应的

时空关联，在解决未知热源传热体系温度场重构问题上是有意义的。一个线性传热体系，温度场对于任

意热源具有确定的单位阶跃响应，即任意空间点温度的响应过程之间存在确定的、与热源强弱无关的

时空关联。本文建立了传热体系温度响应时空关联模型(response spatiotemporal correlation model,

RSTCM)，从理论上揭示了体系空间点温度响应之间固有的定量关系。通过数值试验，RSTCM 得到验

证。

关键词：传热；未知热源；温度响应；时空关联模型

0 前言

具有未知热源的传热过程，广泛存在于复合材料固化成型、肿瘤热疗和金属冶炼等

诸多技术领域。监测此类领域传热过程瞬态温度场具有切实的意义[1-4]。然而，此类温度

场都面临无法直接测量的困难。根据可观测的温度信息对未知温度场进行重构，是获取

传热体系温度场信息的重要手段[5, 6]。

针对温度场的重构问题，目前存在两种基本研究思路，分别为基于传热学反问题

(inverse heat transfer problem, IHTP)的方法和基于状态观测器(state observer, SO)理论的方

法。基于 IHTP 的方法[7-10]，根据传热体系可观测温度，反演未知热源，进而利用反演结

果，通过传热过程基本方程重构未知温度场。基于 SO 理论的方法[11-13]，首先需要以准

确的传热体系热源模型作为支撑，进一步通过传热模型离散化，构造体系的状态空间模

型，最后利用观测的温度在线重构未知温度场。

上述两类方法的基本思路均以传热体系热源的反演结果或准确的热源模型作为温

度估计的先决条件。在许多场合，多个未知输入无法反演，或者有效的热源模型难以建

立[14, 15]。因此，对于具有未知热源的传热体系，已有温度场估计理论的可靠性难以保证。

如果可以建立传热体系空间点处温度响应之间的直接联系，则有可能在不依赖体系

输入的前提下，利用部分可观测温度估计体系的完整温度场。事实上，根据线性系统理

论，对于线性传热体系，虽然内、外热源等输入的大小可能是未知的，但温度场对于输

入的单位阶跃响应是确定的。这一事实说明，任意空间点温度的响应之间存在确定的、

与体系输入大小无关的时空关联机制。

对于传热体系空间点温度响应在时间和空间上潜在的关联，本文建立了传热体系温

度的响应时空关联模型(response spatiotemporal correlation model, RSTCM)，从理论上揭



示体系任意空间点温度响应之间定量的时空关联。根据传热过程机理，建立传热过程时

空映射关系的外部描述，并在此基础上，构造温度响应时空关联矩阵，建立体系任意空

间点温度之间的 RSTCM。此外，针对传递体系温度的 RSTCM 的病态特征，建立了温度

响应时空关联矩阵的正则优化构造方案。通过数值试验讨论 RSTCM 的合理性。

1 未知热源传热体系模型

在空间区域 {( , ) | 0 ,0 }x yx y x L y L      上，定义了一个线性传热体系(图 1)。

1( )  和 2 ( )  是体系上的两个未知热源，二者所在的区域分别为 S
1 和 S

2 。体系的边界

与外界进行对流换热。

图 1 传热体系示意图

上述体系传热过程的控制方程为：

( , , ) ( , , ) ( , , ) ( , , ), ( , )T x y T x y T x y
c x y x y

x y

  
   



   
        

. (1)

初始条件和边界条件分别为：

ini(0, , ) ( , ), ( , )T x y T x y x y  , (2)

 amb
( , , ) ( , , ) , ( , )T x y

h T x y T x y
n


 


    


, (3)

在以上诸式中，为密度；c 为比热容；为导热系数； ini ( , )T x y 为初始温度场；n 为边界

的外法线方向；h 为对流换热系数； ambT 为环境温度； ( , , )x y  为热源，其满足：

S( ), ( , ) , {1,2}
( , , )

0, else
b bx y b

x y
 

 
  

 


. (4)

2 传热体系温度响应时空关联

对于线性传热体系，温度场对于任意的热源具有确定的单位阶跃响应，即任意空间

点温度的响应过程之间存在确定的、与热源强弱无关的时空关联。为了定量地揭示传热
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体系温度响应的这一关联机制，借助传热过程映射关系的外部描述，建立任意两个空间

点温度之间的响应时空关联模型(response spatiotemporal correlation model, RSTCM)。
2.1 传热过程映射关系外部描述

温度场阶跃响应模型是传热过程映射关系的一种外部描述。本文根据温度场阶跃响

应模型，明确传热过程任意空间点温度响应之间的定量关系，建立对应的 RSTCM。

2.1.1 温度场阶跃响应模型

给定采样周期，记第 k 个离散时刻 k 为当前时刻。对于正整数 r，构造 k r  

时热源 ( )b k r   ( {1,2}b )的热源增量向量 T
1 2( ) [ ( ), ( )]k r k r k r          。

根据叠加原理[16]，建立传热体系在 R 步关联时域内，热源 ( )k r  到温度场

1( , , )k rT x y   ( {1,2, , })r R  的阶跃响应模型：

ˆ( , ) ( , ) ( , ) , ( , )k R k R k Rx y x y x y x y      T T A , (5)

其中， k R 是由 R 步热源增量向量 ( )k r  (r  {1, 2, …, R})构成的输入增量时序向

量； ( , )k R x yT 是由温度场 1( , , )k rT x y   (r  {1, 2, …, R})构成的温度场时序向量，而

ˆ ( , )k R x yT 是由未受 k R 影响的温度场 1
ˆ( , , )k rT x y   (r  {1, 2, …, R})构成的温度场时

序向量； ( , )x yA 是由阶跃响应系数向量 ( , )r x y (r {1, 2, …, R})构成的阶跃响应矩阵。

各向量和矩阵分别为：

T T T T
1 1[ ( ) , ( ) , , ( ) ]k R k R k R k              ,

T
1 2( , ) [ ( , , ), ( , , ), , ( , , )]k R k R k R kx y T x y T x y T x y       T ,

T
1 2

ˆ ˆ ˆ ˆ( , ) [ ( , , ), ( , , ), , ( , , )]k R k R k R kx y T x y T x y T x y       T ,

1

2 1

1 1
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( , ) ( , ) ( , )R R

x y

x y x y
x y

x y x y x y

 
 
 
 
 
 

0 0
0





   





 

  

A ,

,1 ,2( , ) [ ( , ), ( , )], {1,2, , }r r rx y a x y a x y r R   ,

在阶跃响应系数向量 ( , )r x y 中， ,1( , )ra x y 和 ,2 ( , )ra x y 分别为温度场对热源 1( )  和 2 ( ) 

的阶跃响应系数。

2.1.2 温度场阶跃响应模型增量形式

阶跃响应模型(式(5))中存在温度场零热源响应 ˆ ( , )k R x yT 。 ˆ ( , )k R x yT 取决于早于 k R 

时刻的热源。这里采用本文作者建立的阶跃响应模型增量形式[15]，通过热源时域扩展，

消除温度场零热源响应 ˆ ( , )k R x yT 的影响，为后续建立 RSTCM 提供支撑。

温度场阶跃响应模型(式(5))的增量形式为：

(2 1)( , ) ( , ) , ( , )k R k Rx y x y x y      t G . (6)



在式(6)中， ( 1)( , ) ( , ) ( , )k R k R k Rx y x y x y     T T T 为温度场增量时序向量； ( , )x yG 为时域

扩展的映射关系矩阵[15]：

1 1

2 1

1 1
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G ,

在映射关系矩阵 ( , )x yG 中， ( , )r x ya (r  {1, 2, …, R})为：

1( , ) ( , ) ( , ), {1,2, , }r r rx y x y x y r R    a a a . (7)
在式(6)中，映射关系矩阵 ( , )x yG 集中地反映了热源到温度场的时空映射规律，决定

了传热体系的动态特征。

2.1.3 阶跃响应函数方程

映射关系矩阵 ( , )x yG 由阶跃响应系数 ,1( , )ra x y 和 ,2 ( , )ra x y (r  {1, 2, …, R})构成，

而 ,1( , )ra x y 和 ,2 ( , )ra x y 则取决于阶跃响应函数 ( , , ) ( , , ) ( )b ba x y T x y      ( {1,2}b )。
阶跃响应函数 ( , , )ba x y 与热传导过程方程(式(1)-(3))之间存在确定的对应关系。

为了确定阶跃响应函数 ( , , )ba x y ，将式(1)-(3)的等号两端同时对 ( )b  ( {1,2}b )求
导，建立阶跃响应函数方程：

S

0

1 if ( , )( , , ) ( , , ) ( , , )
,

0 else
( , ], ( , ) , {1,2}

bb b b

R

x ya x y a x y a x y
c

x y

x y b

  
 



  

     
     

     

  

, (8)

0( , , ) 0, ( , )ba x y x y   , (9)

0C

( , , ) ( , , ), ( , ], ( , )b
b R

a x y
h a x y x y

n


    


    


. (10)

采用有限容积方法求解阶跃响应函数方程，确定阶跃响应函数 ( , , )ba x y ，并按以下

关系获得阶跃响应系数 ,1( , )ra x y 和 ,2 ( , )ra x y ：

, ( , ) ( , , ), {0,1, , }, {1,2}r b b ra x y a x y r R b   , (11)

其中， 。

式(8)-(11)表明，传热体系阶跃响应系数 ,1( , )ra x y 、 ,2 ( , )ra x y 均与对应的热源 1( )  、

2 ( )  的大小无关。由此可知，任意空间点温度响应之间存在确定的、与热源强弱无关的

时空关联机制。基于这一事实，接下来，从理论上推导传热体系空间点温度之间的

RSTCM。

2.2 温度响应时空关联模型

2.2.1 两个空间点温度响应时空关联模型

在空间区域上任取两个空间点 ( , )m mx y 和 ( , )n nx y ，利用前述温度场阶跃响应模型

的增量形式(式(6))，获得 ( , )m mx y 和 ( , )n nx y 处的映射关系：

(2 1)( , ) ( , )k R m m m m k Rx y x y     T G , (12)

r r   



(2 1)( , ) ( , )k R n n n n k Rx y x y     T G . (13)

为了建立空间点 ( , )m mx y 和 ( , )n nx y 处温度之间的 RSTCM，对式(12)两端同时左乘矩

阵 ( , )m mx yG 的转置矩阵 T( , )m mx yG ：

T T
(2 1)( , ) ( , ) ( , ) ( , )m m k R m m m m m m k Rx y x y x y x y       G T G G . (14)

进 一 步 ， 对 式 (14) 的 等 号 两 端 左 乘 矩 阵 T[ ( , ) ( , )]m m m mx y x yG G 的 逆 矩 阵
T 1[ ( , ) ( , )]m m m mx y x y G G ，得：

T 1 T
(2 1) [ ( , ) ( , )] ( , ) ( , )k R m m m m m m k R m mx y x y x y x y

        G G G T . (15)

将式(15)代入式(13)，建立空间点 ( , )m mx y 和 ( , )n nx y 处温度之间的 RSTCM：

( , ) ( , )k R n n k R m mx y x y   T T . (16)
式(16)中的矩阵 称为温度的响应时空关联矩阵：

T 1 T( , ) [ ( , ) ( , )] ( , )n n m m m m m mx y x y x y x y    G G G G . (17)

式(16)和式(17)表明，传热体系任意两个空间点温度响应之间存在与体系热源强弱无

关的时空关联机制。

进一步，作为 RSTCM(式(16))的一个特例，讨论空间点 ( , )m mx y 和 ( , )n nx y 重合(即

m nx x 且 m ny y 时)的情况。

此时，由式(17)得：

T 1 T( , ) [ ( , ) ( , )] ( , )m m m m m m m mx y x y x y x y    G G G G (18)

对式(18)两端左乘矩阵 ( , )m mx yG 的转置矩阵 T( , )m mx yG ：

T T T 1 T( , ) ( , ) ( , ) [ ( , ) ( , )] ( , )m m m m m m m m m m m mx y x y x y x y x y x y     G G G G G G . (19)

由于矩阵 T[ ( , ) ( , )]m m m mx y x yG G 和矩阵 T 1[ ( , ) ( , )]m m m mx y x y G G 互逆，得：

T T( , ) ( , )m m m mx y x y G G . (20)

在式(20)两端左乘矩阵 ( , )m mx yG ：

T T( , ) ( , ) ( , ) ( , )m m m m m m m mx y x y x y x y   G G G G . (21)

在式(21)两端左乘 T[ ( , ) ( , ) ]m m m mx y x yG G 的逆矩阵 T 1[ ( , ) ( , ) ]m m m mx y x y G G ，得：

, (22)
其中，E 是单位阵。

可见，当 m nx x 且 m ny y 时，温度响应时空关联矩阵 是单位阵 E，即对于 RSTCM，

当空间点 ( , )m mx y 和 ( , )n nx y 重合时，空间点 ( , )m mx y 的温度增量时序向量 ( , )k R m mx yT 与

空间点 ( , )n nx y 的温度增量时序向量 ( , )k R n nx yT 相等。该结果从一个侧面说明了前述



 E





RSTCM 的合理性。

2.2.2 多个空间点温度响应时空关联模型

将前述任意两个空间点温度的 RSTCM 推广为任意多个空间点温度的 RSTCM。

在空间区域上任意地分别取 M 个空间点 ( , )m mx y (m  {1, 2, …, M})和 N 个空间

点 ( , )n nx y (n  {1, 2, … , N})。利用空间点 ( , )m mx y 和 ( , )n nx y 的温度增量时序向量

( , )k R m mx yT 和 ( , )k R n nx yT ，分别地构造 M 维温度增量时序向量 和 N 维温度

增量时序向量 ：

T T T T
, 1 1 2 2[ ( , ) , ( , ) , , ( , ) ]k R M k R k R k R M Mx y x y x y       T T T T , (23)

T T T T
, 1 1 2 2[ ( , ) , ( , ) , , ( , ) ]k R N k R k R k R N Nx y x y x y       T T T T . (24)

根据式(6)，建立关于温度增量时序向量 和 的映射关系：

, (2 1)k R M M k R    T G , (25)

, (2 1)k R N N k R    T G , (26)

其中， 1[ ( , )]M m m Mx y  GG ； 1[ ( , )]N n n Nx y  GG 。

M 个空间点 ( , )m mx y (m  {1, 2, …, M})和 N 个空间点 ( , )n nx y (n  {1, 2, …, N})存
在 RSTCM：

, (27)

在式(27)中，响应时空关联矩阵 为：

. (28)

2.2.3 基于正则优化的响应时空关联矩阵构造

响应时空关联矩阵 完整地反映了传热体系任意空间点温度响应在时间和空间上

的对应关系，由映射关系矩阵 和 决定。然而，映射关系矩阵 和 的条件数可

能很大，温度的响应时空关联问题通常是病态的。

针对温度的 RSTCM 的病态问题，本文采用正则优化技术确定响应时空关联矩阵 ，

将温度响应时空关联问题转化为良性问题。对应的正则优化目标函数为：

2 2

(2 1) , (2 1) (2 1)min ( )k R k R M M k R k RL                T G , (29)

其中，||·||是欧几里得范数；是正则化参数。

令 (2 1)( )k RL   对 (2 1)k R  求导，并取 (2 1) (2 1)d[ ( )] d( ) 0k R k RL        ，得：

T 1 T
(2 1) 2 1 ,( )k R M M R M k R M 

           E TG G G , (30)

其中， 是(2R1)阶单位阵。
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根据式(26)、式(27)和式(30)，构造基于正则优化技术的响应时空关联矩阵 ：

. (31)

需要注意，由式(31)构造的响应时空关联矩阵 与热源增量时序向量 (2 1)k R  无关。

3 数值试验结果及讨论

3.1 数值试验条件

对于图 1 所示的传热体系，令长和高分别为 Lx  0.075 m 和 Ly  0.15 m，导热系数

为  43.5 W/(m·oC)，密度为  7850 kg/m3，比热容为 c  445 J/(kg·oC)，初始温度场为

ini ( , )t x y  0 oC ( ( , )x y  )，对流换热系数和环境温度分别为 h  60 W/(m2·oC)和  20
oC。

取传热体系两个未知热源所在区域的几何中心点 1c 、 2c 和热源以外区域的 4 个空间

点 1d 、 2d 、 3d 、 4d ，通过建立这些空间点之间的关联，验证 RSTCM。6 个空间点 1c 、

2c 、 1d 、 2d 、 3d 和 4d 的坐标见表 1。
表 1 1c 、 2c 、 1d 、 2d 、 3d 和 4d 空间点的坐标

空间点 1c 2c

(x, y) m (0.0375,0.05) (0.0175, 0.1075)
空间点 1c 2c 3c 4c

(x, y) m (0.0375, 0) (0.0375, 0.075) (0, 0.075) (0.075, 0.075)
数值试验过程中，空间网格在 x 方向和 y 方向的大小分别为x  5103 m 和y 

5103 m，时间步长为   10 s。
以温度响应估计结果的瞬时平均误差 ( )AE  和 ( )ARE  为指标，评价 RSTCM：

2est exa

1

1( ) ( , , ) ( , , )
1

N

n n n n
n

AE t x y t x y
N

  


    
 , (32)

2exa
ini

1

1( ) ( ) ( , , ) ( , )
1

N

n n n n
n

ARE AE t x y t x y
N

  


    
 , (33)

其中，上标 est 和 exa 分别表示估计值和真实值。

3.2 热源形式的影响

本部分考察热源形式对 RSTCM 的影响。假定不同的热源形式 Case 1 和 Case 2，并

建立空间点 1c 和 2c 的温度响应与空间点 1d 、 2d 、 3d 和 4d 处温度响应之间的 RSTCM。根

据改 RSTCM，利用 1d 、 2d 、 3d 和 4d 的真实温度响应估计 1c 和 2c 的温度响应。取关联时

域和正则化参数分别为 R  30 和  11015。

Case 1:
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( ) ,

5.0 10 W / m , 0s

0 W / m , 0s
( ) .

3.5 10 W / m , 0s


 




 



 
 

 

 
 

 

, (34)
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Case 2:
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, (35)

图 2 是 Case 1 下根据 RSTCM 获得的空间点 1c 和 2c 处温度响应的估计结果及瞬时估

计误差。空间点 1c 和 2c 处温度响应的估计结果与真实温度响应吻合良好。在不同时刻，

空间点 1c 和 2c 处温度响应的估计误差均保持在较低水平。可见，当传热体系受到恒定输

入作用时，RSTCM 能够有效地关联两组空间点的温度响应。
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图 2 Case 1 下空间点 1c 和 2c 处温度响应的估计结果及瞬时估计误差：(a)估计结果；(b)瞬时估计误差

Case 2 下空间点 1c 和 2c 处温度响应的估计结果及对应的瞬时估计误差如图 3。空间

点 1c 和 2c 处温度响应的估计结果能够准确地跟踪对应的真实温度响应。体系热源阶跃变

化瞬间，温度响应的估计误差略有增大，随后迅速降低。可见，传热体系输入变化对

RSTCM 的性能无明显影响。
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图 3 Case 2 下空间点 1c 和 2c 处温度响应的估计结果及瞬时估计误差：(a)估计结果；(b)瞬时估计误差



3.3 空间点数的影响

在前述数值试验中，RSTCM 利用 4 个空间点 1d 、 2d 、 3d 和 4d 对应的真实温度响应

准确地估计了另外 2 个空间点 1c 和 2c 的温度响应。本部分通过改变空间点数目，建立不

同的 RSTCM，讨论空间点数对 RSTCM 的影响。为此，建立了两个 RSTCM，记为

Correlation I 和 Correlation II，具体为：Correlation I. 空间点 1c 、 2c 与空间点 1d 、 2d 、 3d

之间的 RSTCM；Correlation II. 空间点 1c 、 2c 与空间点 2d 、 3d 之间的 RSTCM。采用空

间点 1d 、 2d 、和 3d 的真实温度响应，分别根据 Correlation I 和 Correlation II 估计空间点

1d 和 2d 的温度响应。

数值试验过程中，热源形式为 Case 1，并取关联时域和正则化参数分别为 R  30 和

  11018。

Correlation I 和 Correlation II 下空间点 1d 和 2d 处温度响应的估计结果如图 4。
Correlation I 和 Correlation II 下空间点 1d 和 2d 处温度响应的估计结果均与真实温度响应

吻合。可见，RSTCM 能够描述传热体系空间点不同的关联方式。
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图 4 Correlation I 和 Correlation II 下空间点 1d 和 2d 处温度响应的估计结果. (a) 1d ；(b) 2d

4 结 论

以传热过程时空映射关系的外部描述为基础，建立了温度的响应时空关联模型

(response spatiotemporal correlation model, RSTCM)，从理论上定量地揭示了传热体系空

间点温度响应存在确定的时空关联机制，且该机制与内、外热源等体系输入无关。

RSTCM 描述了体系空间点温度响应在时间和空间上的直接联系。对于未知热源传

热体系的温度场重构研究，该模型提供了有力的支撑。

通过数值试验，讨论了传热体系热源形式及空间点数对 RSTCM 的影响，反映了该

模型的合理性。
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摘要：本研究以聚乙烯醇（PVA）为基体，使用一种快速无污染的方法制备了含银纳米粒子（Ag NPs）

修饰氮化铝（AlN）导热填料（Ag/AlN）的柔性复合导热膜。结果表明，Ag/AlN 与 PVA 的良好相容性

对 PVA 复合薄膜的热导率、热稳定性、抗穿刺和抗拉伸性能起到了良好的作用。当 Ag NPs 的负载量为

10 mol%，复合薄膜的导热系数达到 0.771 W·m-1 K-1，同比提高 101.3%。此外，复合导热膜抗穿刺强度

可达 143.4 N，抗拉伸强度达 85.52 Mpa。所制备的复合导热薄膜可广泛应用于电子器件热界面管理。

关键词：复合导热薄膜；银纳米粒子；氮化铝；协同效应；导热系数

0 前言

聚合物具有良好的绝缘性能、化学稳定性和柔韧性，且成本低廉且易于加工，因此在

电子电气工业中得到广泛应用[1,2]。然而，由于高分子材料的导热性能较差，单独使用高分

子材料难以满足电子电气器件对传热和散热的高要求。在聚合物基材中加入的导热填料可

以提高材料的导热性。金属填料具有优良的导热性，少量的金属填料能使聚合物保持一定

的绝缘性，而大量的金属填料则会导致绝缘性能的下降。陶瓷填料具有较高的导热性和优

良的绝缘性，但陶瓷填料在聚合物基材中的分散性较差[3]。当导热填料的用量过高时，复合

物粘度会增加，加剧填料与基板之间的界面热阻[4]。

越来越多的研究发现，利用金属填料和非金属填料的协同作用可以进一步提高复合薄

膜的导热性能[5]。如果仅将两种导热填料简单混合，很可能会导致金属颗粒沉积的问题,在
非金属导热填料表面负载金属颗粒可以避免这个问题。目前，许多陶瓷基复合填料的研究

都是采用化学沉积的方法将银纳米粒子（Ag NPs）负载在导热填料表面，以提高复合材料

的导热性能。Yang 等[6]通过化学沉积法在氧化铝（Al2O3）表面沉积 Ag NPs，制备了氧化

铝-聚多巴胺/天然橡胶化合物。天然橡胶化合物的面外导热系数增加到 0.20 W·m-1 K-1，比

纯天然橡胶（0.10 W·m-1 K-1）高两倍。Chen 等[7]将 Ag NPs 化学沉积的氮化硼(BN)添加到

邻苯二甲腈树脂中，制备的复合材料的导热系数比不含金属颗粒的复合材料高 3.33 倍。

Zhao 等[8]采用真空辅助过滤法制备了 Ag NPs 沉积氮化硼/芳纶纳米纤维（BN@TA@
Ag/ANF）复合薄膜，当导热填料为 40 wt%时，其面内热导率高达 12 W·m-1 K-1。这些研究

结果为提高聚合物基复合薄膜在电子器件中的散热性能提供了有效的策略，为未来高导热

材料的设计和制备铺平道路，然而，这些方法较为繁琐，不利于后续的大规模生产。

Lin 等[9]通过将醋酸银（CH3COOAg）与碳纳米管（CNT）直接混合，然后在惰性气

体中加热，成功制备了 Ag NPs-CNT。无需任何还原剂即可大量制备金属纳米粒子修饰的

导热填料的“混合加热”方法快速、简单、无污染。并且研究表明，该方法可以扩展到在不

同的基材表面沉积其他金属或金属氧化物。目前还没有关于通过混合-加热法在陶瓷填料

表面负载金属纳米粒子的研究报道。该方法可用于制备银纳米粒子修饰陶瓷填料，作为导

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 )
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热填料有助于提高复合薄膜的导热性能。使用这种复合薄膜可实现电子设备更有效的传热

和散热，在电子器件中具有广阔的应用前景。

氮化铝（AlN）陶瓷材料具有优异的导热性能（120 ~380 W·m-1 K-1）、绝缘性能好、

价格低廉，被广泛用作导热填料[10]。本文采用醋酸银（CH3COOAg）和氮化铝（AlN），采

用上述混合加热法制备银/氮化铝（Ag/AlN）导热填料。并以聚乙烯醇（PVA）为基材制备

复合导热薄膜。实验证实了以 Ag NPs 修饰的 AlN 作为导热填料可以提高 PVA 复合薄膜

的热导率、热稳定性和抗穿刺能力。为电子器件散热提供了一种新的实验思路。

1 实验过程

1.1 实验材料

氮化铝（AlN），粒径：1~3μm, AR 纯，99.9%；乙酸银（CH3COOAg）AR 纯，99.9%；

聚乙烯醇（PVA），AR 纯，以上材料均购自上海阿达玛斯试剂有限公司，去离子水（H2O），

I 级，实验室自制。

1.2 Ag NPs 修饰 AlN 的复合导热填料的制备

取一定量的 AlN 和 CH3COOAg 放入球磨罐中，在球磨机中以 400 rpm 球磨 20 min，达

到充分混合均匀的目的。将混合物在管式炉中高温加热。加热温度设定为 400 ℃，持续保温

2 h。通过改变 CH3COOAg 的用量，得到不同 Ag NPs 含量的 Ag/AlN 复合材料，根据

CH3COOAg的含量，将样品分别命名为 5 mol% Ag/AlN、10 mol% Ag/AlN和 20 mol% Ag/AlN。

1.3 聚乙烯醇（PVA）复合导热薄膜的制备

图 1 添加 Ag/AlN 复合导热填料的 PVA 复合导热薄膜的制备

Fig. 1 Preparation of PVA Composite thermal conductive film with Ag/AlN as thermal filler

图 1 显示了具有 Ag/AlN 导热填料的 PVA 复合导热薄膜的制备过程。首先，配制 10 wt%
的 PVAs 水溶液。其次，按照导热填料与 PVA 的质量比(1:10)，将一定量的导热填料与 PVA
混合加热 3 h，然后冷冻干燥 36 h。最后在 25 Mpa、80 ℃下热压 10 min 制得 PVA 复合导热

薄膜，根据不同含量的导热填料，样品分别命名为 PVA、PVA+AlN、PVA+5 mol% Ag/AlN、

PVA+10 mol% Ag/AlN、PVA+20 mol% Ag/AlN。

1.4 实验表征

扫描电子显微镜（SEM）用于表征热填料样品的形貌。通过能谱仪（EDS）分析样品的

表面元素分布。通过X射线光电子能谱（XPS）获得样品的化学成分。通过X射线衍射（XRD）

进一步分析样品的相组成和晶体结构。使用色散拉曼光谱仪（RS）进行拉曼光谱研究样品的

应力变化，激发源选择为 532 nm。通过紫外-可见分光光度计（UV-Vis-NIR）测量导热填料

样品的紫外吸收。聚乙烯醇复合薄膜的热导率（K, W·m-1 K-1）可由下式计算，

ܭ ൌ
1

ܣ
×
ݐ

ܴ
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其中 R (W·K−1)为热导率测试仪(LW-9389)采用稳态热流法测得的热阻值。T (mm)为试

样的平均厚度，A (mm2)为传热面积。用于热导检测的样品为直径 3.5 cm、厚度约 0.75±0.05
mm 的圆形薄膜。对于同一复合材料，测试了三层薄膜，并采用平均导热系数。采用 TGA-
DTA（德国 Trisch 公司）研究了导热复合薄膜在氮气中的热分解过程，分析了导热复合薄膜

的热稳定性。设置升温速率为 10 ℃·min−1，升温范围为 25-600 ℃。通过自动拉力试验机测

试样品的穿刺强度。穿刺针由不锈钢制成，直径为 1.0 mm，针头为半球形，半径为 0.5 mm。

穿刺试验的速度设定为 100 mm/min。起始距离为 450 mm，样品尺寸大于 20 mm。测试抗拉

强度时，需要将试样剪成长条状，然后，测量样品的实际宽度、厚度和距离。在标准距离内

的三个点测量宽度和厚度，取平均值。拉伸试验的速度设定为 10 mm/min。穿刺和拉伸试验

按照 GB/T10004-2008 实验标准进行。

2 结果与讨论

2.1 Ag/AlN 导热复合填料的表征与分析

当温度高于分解温度时，金属醋酸盐可以完全分解成金属纳米粒子[11]。将 AlN 和

CH3COOAg 直接混合加热制备 Ag/AlN 导热复合填料。在图 2a 中观察到 AlN 颗粒略呈球

形。复合材料的放大图像清楚地显示了 AlN 表面上负载有 Ag NPs。表面的 Ag NPs 大部分

在 11 nm 左右，还有一些更小的颗粒（图 2a1）。EDS 用于图 2a1 所示区域的元素分析。图 2b
是包含所有元素（Al、N 和 Ag）的 EDS 能谱，表明 Ag NPs 成功沉积在 AlN 表面。图 2c-e
分别是 Ag、N、Al 的元素分布图，进一步说明 Ag NPs 均匀地修饰到 AlN 的表面。

图 2 (a)和(a1) 5 mol% Ag/AlN 的 SEM 图；(b) (a1)的 EDS 能谱图；(c)、(d)和(e) 5 mol% Ag/AlN 的 EDS

元素分布图

Fig. 2 (a) and (a1) SEM images of 5 mol% Ag/AlN; (b) EDS energy spectra of (a1); (c), (d) and (e) EDS

elemental mapping of 5 mol% Ag/AlN

图 3 清楚地显示了分别为 10 mol% Ag/AlN 和 20 mol% Ag/AlN 的不同放大率的 SEM 图

像。可以看出，AlN 颗粒呈略带球形的形状。从图 3a1和 3b1可以清楚地发现，装饰量越大，

AlN 表面的 Ag NPs 的尺寸越大。10 mol%的 Ag/AlN 和 20 mol%的 Ag/AlN 的 Ag NPs 的最

大尺寸分别达到约 100 nm 和 200 nm。如图 3b1和 3b2 所示，20 mol% Ag/AlN 的 Ag 纳米颗
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粒出现了结块。也许这是因为 CH3COOAg 在 AlN 表面没有很好地分散，或者在 Ag NPs 形
成之初，由于其敏感性和高比表面积，纳米粒子相互吸引。图 3b3 显示，Ag/AlN 略有结块。

对 5 mol% Ag/AlN 进行 X 射线光电子能谱（XPS）分析，在光谱中可以检测到 Ag、Al、
N、O 和游离 C 元素（图 4a）。如图 4a1 所示，Ag 3d 5/2 和 3d 3/2 的峰分别位于 368.1 eV
和 374.1 eV。两个峰之间的结合能差为 6 eV，这进一步表明 AlN 表面的 Ag NPs 以零价态存

在，并且 Ag NPs 成功沉积在 AlN 表面[12]。在 Al 的光谱图中，Al-N 的 2p 峰出现在 74.6 eV
（图 4a2）。而 Al-O 的峰出现在图中的 75.9 eV 处，因为 AlN 在室温下很容易转变为非晶

Al2O3结构。Al2O3的用量很少，这也有助于提高导热性。

图 3 10 mol% Ag/AlN（a1, a2, a3）和 20 mol% Ag/AlN（b1, b2, b3）的 SEM 图

Fig. 3 SEM images of 10 mol% Ag/AlN (a1, a2, a3) and 20 mol% Ag/AlN (b1, b2, b3)

图 4 (a)Ag/AlN 样品的 XPS 光谱图；(a1)Ag/AlN 样品的 Al 2p 和(a2)Ag 3d 高分辨 XPS 光谱图

Fig. 4 (a)XPS spectra of Ag/AlN samples; (a1) Al 2p and (a2) Ag 3d high-resolution XPS spectra of Ag/AlN

samples

如图 5a 所示，Ag/AlN 的 XRD 图显示银的特征光谱在 38.14°、44.35°、64.51° 和 77.47°
附近，对应于（111）、（200）、（220）和 Ag 的（311）晶面。AlN 的（101）晶面对应的衍射

峰也出现在 38.14°附近。在该位置随着 Ag NPs 沉积的增加，Ag NPs 的衍射峰逐渐增大，并

且越来越明显。这也表明 AlN 表面 Ag NPs 的含量增加了。相对地，AlN 的衍射峰逐渐减

弱。为了清楚地显示 38.14°附近的衍射峰被放大并显示在图 5a1中。AlN 的衍射峰由左侧虚

线圈出，与纯 AlN 相比，峰略有偏移。原因是从 Jade 软件的计算结果表明，随着 Ag NPs 的
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沉积，对峰位影响较大的参数略有变化。这些参数包括 AlN 的晶格常数和微观应力。AlN 微

观应力的变化也可以从拉曼光谱的测试中得到证实。在图 5a1 中，Ag 的衍射峰被右侧虚线

圈出，并且峰强度明显增加。Jade 软件显示 Ag 衍射峰的半峰全宽（FWHM）增加。FWHM
的变化与 Ag NPs 的尺寸有关。Jade 软件计算的结果表明，Ag NPs 的尺寸有所增加，这可以

通过 UV-Vis-NIR 光谱得到证实。

图 5b 显示了 AlN 和 5 mol% Ag/AlN 产生的拉曼（RS）光谱，激发波长为 532 nm。固

体中的拉曼效应源于晶格振动（光学声子）对光的非弹性散射。根据 Γ 点的因子群分析，在

布里渊区中心，纤锌矿结构的光学声子可还原为一个 A1、一个 E1、两个 E2 和两个 B 声子

模式。在这些模式中，A1 模式是极性模式，由于长程宏观电场，分为传播平行纵向（LO）

和传播垂直横向（TO）分量，即 A1（LO）和 A1（TO）[13]。根据文献[14]，AlN 拉曼光谱中

614cm−1 和 658 cm−1 频率的散射峰分别属于 A1(TO)和 E22 模式。E22 代表两种 E2 模式之

一。然而，在 5 mol% Ag/AlN 的 RS 光谱中，两种光学振动模式分别出现在 1370.5 cm−1 和

1597 cm−1 处，表明两个散射峰的频率向高波数方向移动.并且表明与 AlN 相比，Ag/AlN 的

半峰宽明显增加。基于 E2 散射峰的变化可以反映晶体缺陷和内应力[15]，散射峰位置发生位

移的原因是用 Ag NPs 改性后，AlN 晶体的内应力增加。上述 XRD 也证实了负载 Ag NPs 后
AlN 微观应力的变化。随着 Ag NPs 沉积在 AlN 表面，Ag NPs 与 AlN 之间存在压应力，这

表明 AlN 晶体中的压应力发生了变化。由于 AlN 具有耐高温、热稳定性好的特点，压应力

的变化不会破坏其自身的六方纤维晶体结构。

在图 5c 中，紫外/可见/近红外光谱显示了 Ag NPs 的等离子体激元带[16]。研究发现，随

着 Ag NPs 负载量的增加，银等离子体带从 395 nm 移动到 405 nm，这与 Ag NPs 尺寸的增

加是一致的，进一步证实了AlN表面Ag NPs的尺寸随着Ag纳米粒子负载量的增加而增大。

图 5（a）Ag/AlN 的 XRD 光谱图，（a1）是（a）中局部放大后的 XRD 衍射谱图；（b）AlN 和 Ag/AlN

的 RS 光谱图；（c）5 mol% Ag/AlN（线段 5）、10 mol% Ag/AlN（线段 6）和 20 mol% Ag/AlN（线段 7）

的 UV-Vis-NIR 光谱图

Fig. 5 (a) XRD patterns and (a1) locally amplified XRD diffraction pattern of Ag/AlN; (b) Raman spectra of

AlN and Ag/AlN; (c) UV/vis/NIR spectra of 5 mol%Ag/AlN (line 5), 10 mol%Ag/AlN (line 6), and 20

mol%Ag/AlN (line 7)
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2.2 PVA 复合导热薄膜的 SEM 表征分析

图 6 是不同 PVA 复合导热薄膜的表面形貌图，可以看到，图中白色部分为导热填料。

相较于 AlN 填充的 PVA 复合导热薄膜，Ag/AlN 填充的 PVA 复合导热薄膜表面上白色的部

分明显减少。说明 Ag NPs 的加入改善了导热填料和基材之间的相容性，使得导热填料在基

材中能够均匀分散。当 Ag NPs 负载量达到 20 mol%的时候（如图 6d），复合导热薄膜的表

面出现裂纹。在前面导热填料的分析中可知，导热填料表面的金属纳米粒子会发生聚集，且

随着金属纳米粒子的负载量增加，AlN 复合导热填料之间的团聚现象越严重。当金属负载量

超过一定量时导热填料在基材中的分布起到负面作用，导致团聚过大，应力过大，导热膜表

面出现裂痕。

图 6（a）PVA+AlN；（b）PVA+5 mol% Ag/AlN；（c）PVA+10 mol% Ag/AlN；（d）PVA+20 mol%

Ag/AlN 的 SEM 图

Fig. 6 SEM images of (a)PVA+AlN; (b)PVA+5 mol% Ag/AlN; (c)PVA+5 mol% Ag/AlN; (d) PVA+5 mol%

Ag/AlN

2.3 Ag NPs 负载量对 PVA 复合导热薄膜的机械性能的影响

采用自动拉伸试验机对 PVA 复合导热薄膜进行了抗穿刺强度以及抗拉强度实验，如图

7 所示。图 7a 和 7b 中的数字序号从小到大依次是 PVA、PVA+AlN、PVA+5 mol% Ag/AlN、

PVA+10 mol% Ag/AlN、PVA+20 mol% Ag/AlN。穿刺强度是指在穿刺试验中完全刺穿复合导

热薄膜所需要的力。由于 AlN 本身具有良好的力学性能，在 PVA 中加入 AlN 可以起到增韧

效果[17]。从图 7a 可以看出，PVA 复合导热薄膜所需要的穿刺力大于纯 PVA 薄膜所需要的

穿刺力，并且随着 Ag NPs 含量的增加而提高。当导热填料为 10 mol% Ag/AlN 时，导热填

料与基材的相容性增强，穿刺所需要的力达到最大值 143.4 N，这意味着 10 mol% Ag/AlN 的

PVA 复合导热薄膜具有较强的抗穿刺能力，不易破裂。当 Ag/AlN 用量为 20 mol%时，穿刺

强度降低。结果表明，添加 20 mol% Ag/AlN 的复合膜抗穿刺性能较差。原因在于 Ag NPs 的
团聚对复合导热薄膜的机械性能也会产生影响。导热填料的团聚会使应力集中在填料周围，

加速了 PVA 复合导热薄膜中裂纹的产生和扩展，这在前文关于 PVA 复合导热薄膜的 SEM
图（图 6）中也有提到，从而导致抗穿刺性能变差。以上说明导热填料在基体中分散良好，

可提高复合导热膜的抗穿刺性能。从图 7b 中发现，随着金属粒子负载量的增大，复合导热

膜的拉伸强度变大，而伸长率变小，20 mol% Ag/AlN 的 PVA 复合导热薄膜的拉伸强度达到

最大（85.52 Mpa），伸长率则最小（13%），说明 Ag NPs 的增加，PVA 复合导热膜的刚性变

大，柔韧性变差。通过穿刺强度以及抗拉强度实验可以得到，10 mol% Ag/AlN 的 PVA 复合

导热膜的抗穿刺能力良好，具有一定的柔韧性，力学性能相对较好。
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图 7 PVA 复合导热薄膜的（a）穿刺强度曲线；（b）抗拉强度曲线；其中（1）为 PVA,（2）为

PVA+AlN,（3）为 PVA + 5 mol% Ag/AlN,（4）为 PVA+10 mol% Ag/AlN,（5）为 PVA+20 mol% Ag/AlN

Fig. 7 (a) Puncture strength and (b) tensile strength of (1) PVA, (2) PVA+AlN, (3) PVA+5 mol% Ag/AlN, (4)

PVA+10 mol% Ag/AlN, (5) PVA+20 mol% Ag/AlN

2.4 Ag NPs 负载量对 PVA 复合导热薄膜的热稳定性能的影响

图 8a 和 8b 分别为 PVA 复合导热薄膜的 DTG 和 TGA 曲线。由图 8a 的 DTG 曲线可知，

主要分解阶段出现在 250 ~ 380 ℃之间（图 8a1）。此过程中，薄膜的热分解主要受 PVA 本身

的影响。羟基脱水发生在 PVA 分子链内部。PVA 链中羟基与氢发生消除反应，消除水等小

分子[18]。在此过程中相应的失重率低于 63.92%（图 8b）。可以看出，当失重率低于 27.9%
时，导热薄膜的热分解完全受 PVA 本身的影响。不同复合导热膜的分解温度基本相同。当

质量损失在 53.05 ~ 63.92%之间时，Ag NPs 和 AlN 起主要作用。从图 8a1也可以看出，Ag/AlN
填充复合膜的最大分解速率小于添加 AlN 的复合膜和纯 PVA 导热膜的最大分解速率。结果

说明，Ag/AlN 复合膜具有较好的热稳定性，这归因于 Ag/AlN 导热填料与 PVA 基材具有良

好的相容性和相互作用。导热填料能够很好地分散在 PVA 基体中，阻碍聚合物进一步热分

解。从而降低了热分解速率，提高了热稳定性。第二分解阶段为 380 ~ 500 ℃，主要与主链

自由基的断裂有关[18]。在失重率相同的情况下，随着 Ag/AlN 导热填料含量的增加（从 0 增

加到 10 mol%），复合导热膜的热分解温度逐渐升高。在 500 ℃时复合膜的热分解完全完成，

Ag/AlN 复合膜的最终失重率显著降低。热分解温度和最终失重的变化主要是由于 AlN 本身

具有良好的热稳定性和银的热导率较高。
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图 8 不同导热膜的（a）DTG 曲线；（a1）是（a）中标出部分的放大图；（b）TGA 曲线

Fig. 8 (a) DTG curves; (a1) the enlarged image of the framed part of (a); (b) TGA curves of the samples

2.5 Ag NPs 负载量对 PVA 复合导热薄膜导热性能的影响

对 PVA 复合导热膜的热导率进行测试，结果如图 9a 所示。当导热填料含量在 10 wt%
时，添加 PVA+10 mol% Ag/AlN 的复合导热膜的导热系数最大，达到 0.771 W·m-1 K-1，比纯

PVA 膜（0.383 W·m-1 K-1）提高约 101.3%，比 AlN 填充的 PVA 复合膜（0.57 W·m-1 K-1）提

高约 35.3%。AlN 和 Ag 的高导热特性有助于增强 PVA 复合材料的导热性能。Ag NPs 均匀

地沉积在 AlN 表面，在 AlN 和 PVA 链之间起桥梁作用。Ag 纳米颗粒促进了导热填料在 PVA
中的分散，为声子传输路径搭建了桥梁，减少了导热填料与基体之间的界面声子散射。当沉

积的 Ag NPs 数量从 5 mol%增加到 10 mol%，纳米颗粒尺寸增大，减小了界面处的声阻抗失

配作用，促进了基质内部有效导热网络的形成，提高了界面之间的声子传递。当 Ag NPs 的
负载量增加到 20 mol%时，导热填料自身团聚现象明显不能很好地分散在 PVA 基材中，导

致导热填料和 PVA 基材之间的界面热阻增大，使得复合膜的导热系数下降到 0.693 W·m-1 K-

1。在 PVA 复合导热薄膜的一侧设置热源，每隔 15 秒用热电偶记录另一侧的温度。温度结

果如图 9b 所示。可以看出，填充导热填料的复合导热膜的表面温度（被记录的一侧）明显

升高。当 Ag/AlN 含量为 10 mol%时，复合导热膜表面温度最高。温度变化趋势与复合薄膜

导热系数变化趋势相对应。

图 9 （a）PVA 复合导热薄膜的热导率；（b）PVA 复合导热薄膜远离热源一侧的温度随时间的变化

Fig. 9 (a) Thermal conductivity of PVA, PVA+AlN, PVA+5 mol%Ag/AlN, PVA+10 mol%Ag/AlN, PVA+20

mol%Ag/AlN; (b) The time-dependent temperatures of the cold side of composite films

2.6 PVA 复合导热薄膜的热管理应用

使用如图 10a 所示的装置进行薄膜的应用试验。将导热薄膜放置在与万用表相连的热电

器件上方，并将石蜡等储热材料封装在底部平整的容器内。待石蜡在 80 ℃的温度下加热至

完全液态化，然后迅速将装满石蜡的容器放在导热膜上，并实时记录下万用表上出现的电压。

注意在每次加热石蜡之前，它需要完全凝固，温度降至室温（20 ℃）。以相同的导热膜为基

底，重复上述步骤三次，并取其平均电压。从图 10b 可以看出，随着复合导热膜成分的变化，

输出电压的变化趋势与复合导热膜热导率的变化趋势相对应。导热系数高的复合导热膜能够

快速传热，在相同的时间内能将更多的热量传递给热电器件以输出更高的电压。因此，以 10
mol% Ag/AlN 作为热填料时，复合薄膜的导热系数最高，热电子器件的输出电压也最大。所

制备的复合薄膜可作为热界面材料，为电子器件进行热管理。
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图 10 （a）PVA 复合导热薄膜的应用试验示意图；（b）不同 PVA 复合导热薄膜作为衬底获得的电压

Fig. 10 (a) Schematic about application tests of PVA composite films; (b) Voltages obtained by using different

PVA composite thermally conductive film

3 结论

Ag NPs 修饰的 AlN 采用快速无污染的方法制备，其中将 CH3COOAg 和 AlN 混合并加

热至 CH3COOAg 的分解温度。当 Ag/AlN 作为导热填料时，Ag NPs 在 AlN 表面的良好分散

以及 Ag NPs 与 AlN 之间的协同作用提高了 PVA 复合导热薄膜的导热性、热稳定性和抗穿

刺性。与纯 PVA 薄膜（0.383 W·m-1 K-1）和 PVA 复合膜（0.57 W·m-1 K-1）。所制备的复合薄

膜可作为热界面材料，将热量从储能器快速传递到需热侧。添加 10 mol% Ag/AlN 的 PVA 复

合膜的分解温度和最终残留质量最高，表明其热稳定性优于其他复合薄膜。此外，适量的 Ag
NPs 沉积在 AlN 表面，提高了复合导热膜的抗穿刺能力。10 mol% Ag/AlN 复合导热膜的抗

穿刺强度达到最大值 143.4 N，拉伸强度达到 85.52 Mpa。添加 10 mol% Ag/AlN 复合导热膜

的刚性有所提高，同时保持较好的柔韧性。
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摘要：液态金属是近年来异军突起的新兴功能物质，对推进热管理技术水平具有巨大潜力。本文以镓

基液态金属和镓基液态金属纳米流体为研究对象，基于分子动力学模拟和实验研究深入探讨了液态金

属和液态金属纳米流体的原子热运动及其热导率的变化规律，系统地分析了体系温度、合金成分以及

纳米颗粒对液态金属热性能的影响机理。同时，结合液态金属流动特性，提出了优选液态金属参数，

为液态金属在流动换热领域的应用提供理论支撑。

关键词：液态金属；纳米流体；分子动力学；热导率

0 前言

随着电子器件不断向小型化和集成化发展，热障问题对器件高性能运行的阻碍作用

日益凸显[1][5]。为持续推进电子器件的高性能发展，研究应对高热流密度电子器件的热

管理新材料、新技术、新方法是当下急需解决的关键问题。近年来，镓及其合金等室温

液态金属因其特殊的金属特性和流体特性受到先进热管理领域的越来越广泛关注，目前

已渗透到自然科学和工程技术的诸多领域。金属的导热性能远高于非金属材料，但缺乏

可变形性。而镓基液态金属这类新型功能材料虽为金属，但其熔点低、沸点高，在室温

至高温环境下均能维持液态，这有助于其在不同温度工况下实现稳定高效的传热。此外，

镓基液态金属具有优异的热物性，尤其是其热导率可超过 16.5 W/(m·K)，是解决高热

流密度散热问题的理想流动工质。已有大量研究表明镓基液态金属在流动传热领域具有

巨大的散热潜力和广泛的应用价值，镓基液态金属的应用突破了传统散热方法的性能限

制，为高集成、高功率电子器件的热障问题提供了一种全新的解决方案[6]-[8]。

热导率反映了物质的热传导能力，是影响材料热传输性质的关键参数。镓基液态金

属固有的高热导率比传统冷却工质水高出两个数量级，这一特性赋予了镓基液态金属流

体优异的对流换热能力，打破了传统冷却技术的能力极限[8][11]。深入探究镓基液态金属

热导率的影响因素和影响机理，有助于更好的扩展其工程应用范围。当前镓基液态金属

热导率的相关研究主要基于宏观尺度下的实验测量，而镓基液态金属的化学特性活跃，

易发生腐蚀现象和氧化反应，实验中的不可控因素往往会导致研究结果存在一定的偏差
[12][15]。此外，由于镓基液态金属组成成分的多样性，目前镓基液态金属热物性的研究对

象较为分散，已有文献中镓基液态金属的物性参数尚不统一，并且对镓基液态金属热导

率的变化规律和影响因素尚缺少系统且深入的探究。与实验研究相比，模拟计算的不可

基金项目：国家自然科学基金面上项目（52076040）；国家自然科学基金青年基金项目（51606037）



控因素更少，且更加经济高效，被广泛应用于材料性能研究领域。模拟研究镓基液态金

属的热导率对提供系统且准确的物性数据以及深入揭示热导率的影响机理极具重要意

义，并且能够为进一步强化液态金属热物性提供重要的理论支持。

分子动力学方法是一种基于牛顿力学的热力学计算方法，在材料物性参数计算中具

有较高的准确性和有效性[16][21]，应用分子动力学方法从微观尺度探究材料的物理特性是

近年来的一大前沿课题[22]-[26]。尤其是，材料的热传导从本质上归因于微观尺度下粒子的

热运动，该尺度下的能量传输机理难以在宏观尺度上进行精确的分析，而分子动力学模

拟方法则为微观尺度下热传导机理研究提供了一条有效途径，并已取得了一定的研究进

展[27]-[31]。Shabib 等人[32]利用非平衡分子动力学方法研究了 Cr 的浓度和倾斜晶界对 Fe-Cr
合金热导率的影响。Andriyevsky 等人[33]则揭示了碳化硅中硅和碳以及氮化镓中镓和氮

的振动杂化程度与热导率的关系。Nenuwe 等人[34]使用非平衡分子动力学方法分别计算

了 GaAs（110）/GaAs（100）和 GaAs/InAs 界面的热导率、热界面电阻和热晶粒电导率。

Bosoni等人[35]则基于分子动力学方法预测了相变化合物GeTe超薄结晶纳米线的热导率。

分子动力学方法从热物性的本质出发，有助于深入揭示微观层面的能量传输机理，以及

构建宏观热学特性与微观结构的关系，是计算材料热导率和探讨热导率影响机制的有效

途径。然而，现有的研究尚未涉及镓基液态金属的热物性，液态金属热物性的变化规律、

影响因素及强化机制尚缺少系统且深入的探究。同时，液态金属在微观层面的能量传输

机理以及液态金属宏观热学特性与微观结构之间的关联仍有待厘清。

立足于电子元器件高性能发展需求，本文以液态金属和液态金属纳米流体作为研究

对象，对液态金属和液态金属纳米流体的原子热运动及其热导率的变化规律和影响机理

开展分子动力学模拟和实验研究。建立晶格三维物理模型，基于反向非平衡分子动力学

方法计算镓基液态金属和镓基液态金属纳米流体的热导率，并追踪原子在微观尺度下的

热运动轨迹，分析体系温度、合金成分以及纳米颗粒对液态金属热性能的影响机制。

1 模拟方法和模型建立

1.1 反向非平衡分子动力学方法

Müller-Plathe[36]于 1997年首次提出的反向非平衡分子动力学方法在计算材料的热导

率方面得到了广泛的应用。其工作原理是在交换模拟单元中不同区域内原子的速度矢量，

以施加热通量并测量相应的温度梯度，从而计算热导率。为了施加热通量和计算温度分

布，模型沿热流方向被均匀地划分为 N 个部分。区域 0 被设定为热区，区域 N/2 被设定

为冷区。在模拟过程中，将冷区最快原子的速度矢量与热区最慢原子的速度矢量以预定

的时间间隔进行速度矢量交换。由于冷区最快的原子比热区最慢的原子具有更多的动能，

因此实现了从冷区向热区的能量转移。与此同时，体系会自发将能量从热区域流动到冷

区域。最终，当能量交换的能量抵消了热区域和冷区域之间的温度梯度时，体系达到了

稳态[36]。当热原子的质量等于冷原子时，可以由动量交换公式和动量守恒公式得到：
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其中，vl 是热区最慢的原子速度，vr 是冷区最快的原子速度，ml 是冷原子的质量，

mr是热原子的质量。原子的动量交换伴随着能量的转化，热源和冷源沿热流方向交换的

总热量 Q 通过对原子的总能量求和得到，沿着热流方向产生的热通量 J 则通过将总热量

Q 除以模拟时间 Δt 和模型的横向尺寸 A 来获得。根据傅里叶定律，热导率 k 的表达式为：
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其中，mi和 vi是第 i 项原子的质量和速度，natom是原子数量，kB是玻尔兹曼常数，

取值 1.38 × 10-23 J/K，负号表示传热是从高温到低温。

1.2 力场和势函数

当基于分子动力学方法计算物性参数时需调用力场，力场的选择与模拟结果的准确

性有着密切的联系。本文的模拟计算基于 UFF 力场开展，模拟系统内粒子间的相互作用

由 Lennard-Jones（LJ）和 Coulombic 项的组合来描述[37]：
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其中，rij、εij、ε0、σij、qi和 qj分别表示粒子间距、LJ 井深、真空辐射率、有限长度

以及 i 和 j 两点上粒子所带的电荷。其中，εij和 σij基于 Lorentz–Berthelot 混合法则求得。

1.3 系综和热浴方法

本文的模拟分别使用了正则系综（NVT）和微正则系综（NVE）。当使用 NVT 系综

开展模拟计算时，需要设置一个恒温器。Berendsen 恒温器方法是将系统与一个恒定的外

部热浴耦合，通过吸收或释放热浴中的能量来调节系统的温度。Berendsen 恒温器方法的

算法简单，并且计算速度快。此外，当系统远离平衡状态时，它能使系统尽快从非平衡

状态进入稳定状态。因此，本文采用 Berendsen 恒温器方法来控制系统的温度。

1.4 模型构建和几何优化

本文首先在 Materials Studio 软件中构建了原子百分比为 Ga67In20.5Sn12.5-Cu 和

Ga42.25In35.5Sn22.25-Cu 的三维模型，如图 1 所示。Ga67In20.5Sn12.5-Cu 模型的尺寸为 42.45 ×
44.34 × 92.22 Å3，参数为 α = 90°、β = 90°和 γ = 61.397°。Ga42.25In35.5Sn22.25-Cu 模型的尺

寸为 43.70× 51.07 × 108.03 Å3，参数为 α = 90°、β = 90°和 γ = 64.666°。铜纳米颗粒的粒

径设置为 10 Å，体积分数分别设置为 1%、3%、5%、7%和 9%。液态金属纳米流体模型

中均匀选取 3 个液态金属原子和 3 个铜原子，以选取原子的模拟平均值代表体系内液态

金属原子和铜原子的热运动特性。在模拟过程中，体系先后进行 4000000 步的 NVT 弛



豫和 64000000 步的 NVE 弛豫，再通过统计学方法得到原子的热运动轨迹和平均自由程。

模拟压力设置为 0 GPa，时间步长为 1 fs，模拟力场为 UFF 力场。

图 1 液态金属纳米流体三维模型

（a）Ga67In20.5Sn12.5-Cu（φp=3%）模型；（b）Ga42.25In35.5Sn22.25-Cu（φp=3%）模型

1.5 模型形态验证

为了确定本文研究对象在 305 ~ 598 K 温度范围内的状态，进行了 DSC 实验来确认

镓铟锡合金的熔点。通过差示扫描量热仪（NETZSCH DSC 200 F3）获得合金的相变过

程。实验测量结果如图 2（a）和（b）所示。上侧的曲线对应的是吸热过程，下面的曲

线对应的是散热过程。结果表明，Ga67In20.5Sn12.5和 Ga42.25In35.5Sn22.25的熔点分别为 285.3
K 和 284.4 K，本文研究温度范围内不涉及相变。同时，图 2（c）~（j）显示了Ga67In20.5Sn12.5

和 Ga42.25In35.5Sn22.25在 305 K ~ 598 K 的温度范围内的三维结构，可以看出模型内部存在

无序结构，这表明在该温度范围内，合金维持为液态，与实验测量结果相符。

图 2 GaInSn 合金的 DSC 曲线和不同温度下的三维结构

（a）Ga67In20.5Sn12.5的 DSC 曲线；（b）Ga42.25In35.5Sn22.25的 DSC 曲线；Ga67In20.5Sn12.5在（c）305 K、（d）

401 K、（e）508 K 和（f）598 K 时的三维结构；Ga42.25In35.5Sn22.25在（g）305 K、（h）401 K、（i）508 K

和（j）598 K 时的三维结构



2 结果与讨论

2.1 纳米颗粒体积分数对原子热运动的影响

图 3（a）显示了含有不同体积分数铜纳米颗粒的 Ga67In20.5Sn12.5-Cu 在 305 K 温度

下 Ga67In20.5Sn12.5 原子和 Cu 原子的平均自由程。从中可以看出，Cu 原子的平均自由程

远低于 Ga67In20.5Sn12.5原子，这主要是因为铜纳米颗粒为固态，其原子热运动受限于稳固

的金属键，而 Ga67In20.5Sn12.5在 305 K 工况下为液态，其原子热运动程度更为剧烈。同时，

从图中可以发现，随着纳米颗粒体积分数的增加，Ga67In20.5Sn12.5原子和 Cu 原子的平均

自由程均呈下降的趋势。尤其是，在液态金属中添加体积分数为 1%的铜纳米颗粒后，

Ga67In20.5Sn12.5原子的平均自由程显著减小。结合 Ga67In20.5Sn12.5原子和 Cu 原子在 NVE
弛豫过程中的运动轨迹，可以发现，纳米颗粒占据了一部分液态金属原子的热运动空间，

缩小了液态金属原子的热运动范围，进而导致液态金属原子的平均自由程随纳米颗粒体

积分数的增加而减小。

此外，在原子热运动的过程中，铜纳米颗粒会发生团聚现象，并且该现象随着纳米

颗粒体积分数的增加而愈发显著。需要指出的是，该团聚现象是短暂的，随着颗粒间相

互作用势的变化，纳米颗粒的团聚和分散两种状态交替进行。当纳米颗粒体积分数为 1%
时，由于纳米颗粒在液态金属中较为分散，颗粒间作用势能接近 0，热运动过程中并没

有明显的颗粒团聚现象。当纳米颗粒体积分数大于 3%后，液态金属纳米流体中出现了

小范围的纳米颗粒团聚。而当纳米颗粒体积分数达到 9%时，随着颗粒间相互作用势的

增大，部分纳米颗粒形成了链状聚集结构。纳米颗粒的团聚进一步限制了 Cu 原子的热

运动范围，因此，Cu 原子的平均自由程呈现出随纳米颗粒体积分数增加而减小的趋势。

(a) (b)

图 3 纳米颗粒体积分数对 Ga67In20.5Sn12.5-Cu 热物性的影响

（a）原子平均自由程；（b）热导率

2.2 纳米颗粒体积分数对热导率的影响

由原子热运动定理可知，原子平均自由程越大，热运动越剧烈，导热性能越佳。但

从图 3（b）可以发现，在 Ga67In20.5Sn12.5 中添加铜纳米颗粒有助于提升流体的热导率，

且随纳米颗粒体积分数的增加而增加，这与图 3（a）中原子热运动的模拟结果并不相符。

这里需要指出的是，纳米流体内液态金属原子的热运动范围随纳米颗粒体积分数的增大

而减小，因此，在较大的纳米颗粒体积分数下，尽管液体金属原子的平均自由程缩短了，

但增大了原子间的碰撞几率，提升了原子热运动的剧烈程度。同时，研究[38],[39]指出纳米



颗粒本身及其在热流方向上的链状聚集能够形成有效导热通路，有助于加速热传递。因

此，随着纳米颗粒体积分数的增大，液态金属纳米流体的热导率呈上升趋势。

2.3 合金成分对原子热运动和热导率的影响

图 4（a）显示了不同温度下液态金属纳米流体（φp=3%）和纯液态金属的原子平均

自由程。从图中可以发现，液态金属原子和铜原子的平均自由程均随温度的升高而升高，

这表明提升体系温度能有效增强原子热运动的剧烈程度。此外，Ga42.25In35.5Sn22.25-Cu 液

态金属纳米流体的原子平均自由程高于 Ga67In20.5Sn12.5-Cu 液态金属纳米流体，并且两者

之间的差距在高温条件下（体系温度为 598 K）更为明显，这与纯液态金属原子平均自

由程的变化趋势相同，表明 Ga42.25In35.5Sn22.25-Cu 在高温条件下具有更好的热传导性能。

同时，从图 4（a）中可以发现，升高温度对原子热运动的强化程度受纳米颗粒的影响较

小。当体系温度从 305 K 升温至 598 K，Ga67In20.5Sn12.5 和 Ga67In20.5Sn12.5-Cu 中

Ga67In20.5Sn12.5 原子平均自由程分别提升了 34.92%和 36.31%，Ga42.25In35.5Sn22.25 和

Ga42.25In35.5Sn22.25-Cu 中 Ga42.25In35.5Sn22.25原子平均自由程分别提升了 50.67%和 41.46%。

图 4（b）显示了 Ga42.25In35.5Sn22.25和 Ga67In20.5Sn12.5的热导率随温度的变化，模拟计

算和实验测量的误差分别为 0.10 % ~ 6.75 %和 1.24% ~ 8.25%。其中，热导率基于热导率

测试仪（NETZSCH LFA 467）测量。从图 4（b）中可以看出，两种液态金属的热导率

均随温度的升高而升高，并与原子平均自由程的研究结果一致，均表明 Ga42.25In35.5Sn22.25

在高温下具有更加优异的热导率。在 401 ~ 598 K 的温度范围内，Ga42.25In35.5Sn22.25的热

导率比 Ga67In20.5Sn12.5平均高出了 14.06%，在 549 K 时两者的热导率相差最大，为 4.92
W/(m·K)。这主要是由于合金成分的影响，Ga42.25In35.5Sn22.25中 In 原子和 Sn 原子在合金

内的占比达到了 57.75%，而 Ga67In20.5Sn12.5中 In 原子和 Sn 原子的占比仅为 33%。铟和

锡的热导率高于镓，这导致 Ga42.25In35.5Sn22.25具有更高的热导率。此外，如图 4（a）所

示，提升 In 原子和 Sn 原子在合金内的比例增加了原子间相互碰撞的几率，对合金内原

子的热运动起到了促进作用，进一步强化了材料的导热性能。

Ga67In20.5Sn12.5 (Ga67In20.5Sn12.5 纳米流体-Cu )
Cu (Ga67In20.5Sn12.5 纳米流体）-Cu
Ga67In20.5Sn12.5

Ga42.25In35.5Sn22.5 (Ga42.25In35.5Sn22.5 纳米流体-Cu )
Cu (Ga42.25In35.5Sn22.5 纳米流体）-Cu
Ga42.25In35.5Sn22.5
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图 4 合金成分对液态金属纳米流体热物性的影响

（a）Ga42.25In35.5Sn22.25和 Ga67In20.5Sn12.5的原子平均自由程随温度的变化；（b）

Ga42.25In35.5Sn22.25和 Ga67In20.5Sn12.5的热导率随温度的变化

需要注意的是，分子动力学模拟计算和实验测量表明，Ga42.25In35.5Sn22.25 和

Ga67In20.5Sn12.5在 305 K 和 350 K 工况下的热导率相近。结合 DSC 实验可以得知，该现



象主要是由于在较低温度下，合金内部产生了大量的双原子团簇 Sn2，很大程度上抑制

了原子的热运动。尤其是在 Ga42.25In35.5Sn22.25 中，其中锡元素的成分较高，对原子热运

动的抑制效果更为显著。然而，随着温度的升高，双原子团簇 Sn2 逐渐分解，对原子热

运动的抑制作用消失，体现为 Ga42.25In35.5Sn22.25在高温条件下表现出优异的导热性能。

2.4 合金成分对液态金属流动性能的影响

当液态金属作为流动工质时，除了考虑流体的导热性能外，还需综合考虑其流动性

能。由于液态金属的氧化特性、腐蚀性及其较高的实验成本，难以基于常规的粘度测量

仪测试其流动性能，因此，本文搭建了液滴滚动实验台以表征液态金属的流动性，如图

5 所示。在室温环境下（26℃），将相同质量的液态金属液滴滴在水平的玻璃板上，将玻

璃板倾斜，记录液态开始滚动的角度。研究发现，Ga42.25In35.5Sn22.25液滴在玻璃板上呈三

角形形状，与光滑圆形的 Ga67In20.5Sn12.5液滴形成鲜明的对比。同时，将 Ga42.25In35.5Sn22.25

液滴静置在室温环境下呈现为半固态，这可能是由于双原子团簇 Sn2 对结构的影响。此

外，实验测量得出 Ga67In20.5Sn12.5液滴和 Ga42.25In35.5Sn22.25液滴分别在 34.9°和 68.2°角

度下开始滚动，这表明 Ga42.25In35.5Sn22.25 的粘度远大于 Ga67In20.5Sn12.5 ，当以

Ga42.25In35.5Sn22.25为流动工质时，散热系统具有更大的流动阻力。综合考虑材料的导热性

能和流动性能，在流动换热的相关研究中， Ga67In20.5Sn12.5是优选的流动工质基液。

图 5 液态金属流动性能测试

（a）液滴滚动实验台实物图；（b）Ga42.25In35.5Sn22.25和 Ga67In20.5Sn12.5液滴；（c）Ga42.25In35.5Sn22.25和

Ga67In20.5Sn12.5液滴轮廓示意图

3 结 论

本文构建了微观尺度下镓基液态金属纳米流体的三维模型，基于反向非平衡分子动

力学方法模拟研究了原子热运动特性以及体系温度、合金成分和纳米颗粒对液态金属热

性能的影响机理。同时，结合液态金属流动性能测试，提出了液态金属优选参数。得出

以下主要结论：

（1）随着纳米颗粒体积分数的增加，液态金属原子的热运动空间不断缩小，液态

金属原子的平均自由程呈下降趋势。铜纳米颗粒的团聚现象也随纳米颗粒体积分数的增

加而愈发显著，限制了铜原子的热运动范围，进而减小了铜原子的平均自由程。然而，

纳米颗粒体积分数的增加提升了液态金属原子间的碰撞几率，增强了液态金属原子热运

动的剧烈程度。同时，铜纳米颗粒本身及其在热流方向上的链状聚集形成了有效导热通

路，有助于加速热传递。因此，提升纳米颗粒体积分数，能有效强化液态金属纳米流体



的导热性能。

（2）液态金属纳米流体内所有原子的平均自由程均随温度的升高而升高，提升体

系温度能有效增强原子热运动的剧烈程度。其中，Ga42.25In35.5Sn22.25-Cu 的液态金属原子

和铜原子的平均自由程均高于 Ga67In20.5Sn12.5-Cu，Ga42.25In35.5Sn22.25-Cu 在高温条件下具

有更好的热传导性能。

（3）镓基液态金属的成分对热物性有很大影响。在 401 ~ 598 K 的温度范围内，

Ga42.25In35.5Sn22.25的热导率高于 Ga67In20.5Sn12.5，这是由于 Ga42.25In35.5Sn22.25中具有高热导

率的铟和锡占比更大。但在低温条件下，锡成分含量较高的 Ga42.25In35.5Sn22.25 内易形成

Sn2 团簇结构，严重抑制了原子的热运动，进而恶化了合金的导热性能。同时，

Ga42.25In35.5Sn22.25的粘度远大于 Ga67In20.5Sn12.5，以 Ga42.25In35.5Sn22.25为流动工质时会产生

较大的流动阻力。

该研究对液态金属和液态金属纳米流体在流动换热领域的应用以及纳米流体的参

数优化设计提供一定的帮助，对推进液体金属纳米流体热控技术具有指导性意义。
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摘要：采用一步热还原法制备金属石墨烯醇凝胶，通过冷冻干燥技术得到金属石墨烯气凝胶。采用水热处

理方法使得气凝胶的上下表面形成不对称的润湿性和粗糙度。上层疏水，下层亲水的特性加速水不断被输

送到界面进行蒸发。在一个太阳强度下，金属石墨烯气凝胶的蒸发速率为 1.75 kg·m-2·h-1，光热转换效率为

93.17%。由于气凝胶特殊的三维结构，内部具有相互连接的微孔状外观，增加了蒸发面积。金属石墨烯气

凝胶在金属纳米粒子的电场介导蒸发机制和石墨烯全光谱的热介导蒸发机制的在双重作用下，光热转换效

率显著提高。金属石墨烯气凝胶在界面蒸发获取淡水方面表现出色，是为研究太阳能界面蒸发提供一种实

用的方法。
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1 前言

随着世界人口的进一步增加，缓解淡水

资源短缺和环境污染问题迫在眉睫。中东、

非洲甚至一些偏远地区和国家的淡水资源

都相当匮乏[1]。值得注意的是，这些地区常

年干旱，太阳能资源充足。太阳能资源开发

利用不受地区限制，不需要开采、运输和再

加工。它们甚至不会产生任何碳排放，是最

清洁的能源之一[2]。传统的太阳能蒸发依靠

昂贵的聚光器来提高光的浓度，通过这种方

式，可以收集到高强度的太阳辐射能，收集

到的能量被用来无差别地加热整个水体，使

其达到沸点并产生蒸汽[3, 4]。这种方法不仅

成本高、系统复杂，而且大量浪费辐射能，

效率低。

太阳能驱动的界面蒸发是生产淡水最方

便、最有效的方法之一。太阳能驱动界面蒸

发是利用可漂浮在水体上的光热材料吸收

太阳光辐射，再将其转化为热能。这些热量

正好用来加热两相交界处的浅层水，使其迅

速蒸发。这种降太阳能的收集和蒸发过程固

定在两相交界处的方法，可以有效避免大面

积水体漫反射造成的光损失，也可以防止入

射能量加热整个水体，同时减少了对流传热

和热传导引起的热损失[5]。
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一般来说，光热材料可分为以下几类：

金属纳米颗粒材料[6]（金、银、铜、铂和钴

等）；半导体材料[7]（PB@CF 纳米晶体、Ti2O3、

Cu7S4、MoO3和 Al2O3等）；高分子材料[8]（聚

吡咯、聚多巴胺等）；碳基材料[9]（石墨烯、

碳纳米管和碳化生物质等）。其中，金属纳米

颗粒被广泛应用于太阳能光热转换领域。当

入射光子频率与金属纳米粒子传导电子的

整体振动频率相匹配时，金属纳米粒子的吸

收光谱中就会产生一个极强的共振峰[10]。例

如，基于碳基材料的金属纳米粒子可以达到

远高于水沸点的高温，从而促进周围水的蒸

发。碳基材料通过晶格振动产生能量。由于

电子的能级间隔很近，碳基材料对太阳光有

很强的捕光能力。此外，碳基材料被认为是

最有前途的光热材料之一，因为它们广泛存

在于自然界中，无毒且成本低廉。这是因为

石墨烯内部具有多层堆叠结构。这种结构可

以增加太阳光在其内部的折射次数，提高光

的利用率。石墨烯本身具有亲水性。但其表

面容易受到底层和水面的污染，从而表现出

疏水性。将石墨烯与多孔金属基体耦合，含

氧基团的引入不仅能提供更好的化学稳定

性，还能为合成石墨烯材料提供表面改性活



性位置和较大的比表面积[11]。因此，将具有

高吸收和高隔热性能的石墨烯基材料与金

属纳米颗粒耦合是太阳能界面蒸发器的最

佳选择之一。

本研究以提高太阳能界面蒸发效率为

目标。提出采用一步水热还原法将氧化石墨

烯粉末还原成石墨烯凝胶。最后，真空冷冻

干燥得到的金属石墨烯气凝。复合气凝胶内

部垂直疏松的孔隙结构为水的运输和蒸汽

的逸散提供了有效的通道。微孔互联结构增

加了内蒸发面积，可以减少光反射和漏光，

大大提高了蒸发效率和光热转换效率。在一

个太阳强度的照射下，可以获得高水蒸发率

和高光热转换效率分别为 1.75 kg· m-2 ·h-1 和

93.17%。

2 实验

2.1 银-石墨烯气凝胶的制备

实验所需试剂包括：氧化石墨烯粉末

（wt%＞98%）由 Adamas 提供；硝酸银溶

液（AgNO3）由伟业计量提供，浓度为 5g/L；
碱式硝酸铜粉末（wt%＞99%）由 Adamas 提
供，铜含量为 52%；乙二醇溶液由 Adamas
提供。

首先，配置浓度为 5mg/mL 的 GO 的乙

二醇分散液；然后，配置浓度为 0.02g/mL 的

AgNO3 的乙二醇分散液。具体制备过程如图

2-1 所示，将两种前驱液倒入反应釜中，高

温高压反应 24h，得到复合醇凝胶。与去离

子水进行24h的溶液置换将前驱体中的醇全

部置换出来得到复合水凝胶，最后运用冷冻

干燥技术得到完整的复合气凝胶样品。通过

控制 AgNO3 的用量，以获得不同银颗粒负

载量的复合气凝胶样品，将其分别命名为

GA、1-Ag/GA、2-Ag/GA、3-Ag/GA、4-Ag/GA
（银负载量分别为 0wt%、7.9wt%、15.88wt%、

23.81wt%和 31.75wt%）。

图 2-1 金属石墨烯制备流程

2.2 银-石墨烯气凝胶的表征

通过扫描电子显微镜 [12] （ SEM ，

QUANTA200s）观察复合气凝胶内部的孔道

形貌与结构特征。采用透射电子显微镜
[13](TEM, Tecnai G2 F20 S-Twin)观察银纳米

颗粒在石墨烯片层之间的负载情况。通过热

重分析[14]（TGA,SDT Q600），测定复合气凝

胶的稳定性，可进一步确认复合气凝胶中银

的实际负载量。通过拉曼光谱[15]（InVia）分

析材料内部的晶体结构，确定氧化石墨烯的

还原程度。采用 X 射线衍射分析仪 [16]

（D/MAXRD）分析复合材料的中银纳米颗

粒是否稳定。采用 UV-3600 对复合材料进行

吸光度测试，测试复合材料的吸光性能能[17]。

2.3 银-石墨烯气凝胶光热性能

在太阳能驱动界面蒸发技术的探索阶

段，建立评价不同界面蒸发器性能优劣的关

键参数十分重要。

2.3.1 水蒸发速率
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S dt
 


（1）

其中，m 为光照实验前后整个水体的质

量变化；S 为光照射面积，计算公式如公式

2 所示；t 为光照时间；

22 2S r rh   （2）

为了后续对不同银负载量的复合气凝

胶光热性能评价，在制备阶段控制不同样品

的体积规格一致，均为外形规整的圆柱体。

2.3.2 光热转换效率
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其中，m


为单位面积样品在单位时间内

水蒸发质量变化量；
LV

h 为蒸发过程中水发

生相变需要的焓变量（本实验中取定值

2260J/g）；
opt

C 为光学浓度； i
q 为太阳辐射功

率 （ 实 验 在 一 个 太 阳 强 度 下 进 行 取

1000W/m2）

2.4 太阳能界面蒸发实验

实验台的搭建如图 2-2 所示。采用德国



Atlas-Constant8000 的太阳模拟器作为模拟

光源，选用标准的 AM1.5G 光谱滤光片，调

节到一个太阳强度，对不同的样品进行界面

水蒸发实验。烧杯外壁用泡沫包裹，减少辐

射热损失。将复合材料放在水面之上，使用

精度为 0.1mg 的电子天平（HZK-FA210）测

量蒸发过程中整个水体的质量变化。使用

FLUKE VT06 红外热成像仪对不同时刻样

品进行温度记录。使用热电偶记录样品表面

温度变化。水蒸发实验中所用的为模拟海水，

每次实验前都重新配置保证水体的稳定。实

验过程中，环境温度 20~25℃，湿度 55~65%。

每个样品实验三次，取平均值进行计算。

图 2-2 界面蒸发实验平台

3 结果与讨论

3.1 银-石墨烯气凝胶的表征

通过热重测试可以判断复合气凝胶的

稳定性以及金属银的实际含量。如图 3-1（a）
所示，为四种不同银负载量的复合气凝胶在

40~800℃下的质量随温度变化曲线图。

40~300℃一般是结晶水蒸发造成的质量损

失，300~500℃是由于复合气凝胶中的石墨

烯与银剧烈燃烧造成的质量损失。随着银含

量的增加，质量达到稳定的温度降低，这表

明银可能充当了催化剂加速气凝胶的燃烧。

通过热重曲线计算，四个样品中银负载量，

如表 1 所示。

表 1 Ag/GA 中的 Ag 含量

样品
剩余量

(wt%)

Ag2O

(wt%)

Ag

(wt%)

Pure GA 7.7 — —

1-Ag/GA 16.52 8.82 8.2

2-Ag/GA 24.62 16.92 15.74

3-Ag/GA 33.27 25.57 23.80

4-Ag/GA 40.22 32.52 30.24

出现理论负载量与实际负载量有轻微

差距的原因：1）人为误差；2）Ag 在空气中

极易容易氧化，在燃烧过程中损失了极少量

的 Ag。
1-Ag/GA 的拉曼光谱图如图 3-1（b）所

示。图中有两个非常明显的峰分别是位于

1349.75cm-1处的 D 峰和位于 1584.30cm-1处

的 G 峰。D 峰代表了石墨烯结构的无序性，

是由芳香环中的 sp2 碳原子的对称伸缩振动

引起的。G 峰是 sp2 碳原子之间的拉伸振动

引起的[18]。ID/IG=1.27，说明气凝胶内部的相

对缺陷强度，进一步说明银纳米颗粒作为石

墨烯片层之间的交联剂促进了石墨烯的自

组装反应。除此之外，石墨烯的特征峰还有

G’峰，位于 2682.36cm-1 处，呈现对称矮峰

样貌。

1-Ag/GA 的 XRD 测试图如图 3-1（c）
所示。图中有五个明显尖锐的特征峰，与石

墨烯的 XRD 图谱相比，在 2θ=23.4°处是石

墨烯的一个特征衍射峰，对应的是石墨烯

（002）晶面。这表明一步热水还原法可以成

功将氧化石墨烯还原成为石墨烯并且高温

高压下并没有破坏石墨烯本身的晶体结构。

此外，在38.10°、44.09°、64.36°和77.29°
处还出现了 4 个特征衍射峰。参照面心立方

晶格（Face Center Cubic，FCC）标准中的银

纳米颗粒的特征衍射峰（JCPDS NO.04-0783）
发现，这四个特征衍射峰是独属纳米银的特

征峰，分别对应（111）、（200）、（220）和（311）
4 个晶面[19]。这表明当 Ag+和氧化石墨烯在

水热还原法下混合完全，成功将银纳米颗粒

负载到石墨烯气凝胶的空间骨架之上。

如图 3-1（d）所示，为不同银-石墨烯样

品在太阳全光谱范围（250~2500nm）内的吸

光率。银-石墨烯气凝胶的透射率均保持在 0
附近，反射率约为 10%~30%。由于气凝胶表

面不是光滑完整的，表面布满大小不一的孔

洞，而且内部更是互相交联的微孔结构，使

得复合气凝胶表面有良好的捕获光的能力，

而当入射光进入复合气凝胶内部会发生多

重折射，这也解释了为什么反射率均较低的

原因。通过分析发现，复合气凝胶的吸光能

力随着银负载量的增加而增加。4-Ag/GA 的

吸光率在全光谱范围内均在 90%左右。



Ag/GA 优异的吸光吸能不仅归因于石墨烯

本身在全光谱内优异的吸光能力，还有银纳

米颗粒的等离子共振效应。双重作用协同下，

银纳米颗粒不仅作为局部热源，而且还作为

随时间变化的增强电场的带电粒子，后者对

周围水分子的运动有更加显著的影响，对促

进水蒸发速率有重要作用。

图 3-1 （a）不同复合气凝胶质量随温

度变化曲线；（b）1-Ag/GA 的拉曼曲线图；

（c）1-Ag/GA 的 XRD 曲线图；（d）不同复

合气凝胶在太阳全光谱范围内的吸光能力

曲线图。

作为界面蒸发材料，复合气凝胶的亲水

性也大大影响了整个蒸发系统的蒸发速率。

对复合气凝胶进行水接触角测试以表征其

亲水性。当水运输速率大于水蒸发速率后，

界面蒸发过程中才能自发进行下去，这就需

要复合气凝胶底部为亲水性。而当水运输速

率过快会在材料表面形成一层水膜，这就会

导致光漫反射，这就需要复合气凝胶顶部为

疏水性。图 3-2 为复合气凝胶顶部的水接触

随时间变化图。300s 后接触角减小约 5%，

相对变化非常小，经过测试发现气凝胶顶层

具有良好的疏水性。

图 3-2 复合气凝胶顶部的水接触随时间变

化实物图

为了更加详细且直观展示复合气凝胶

的润湿性，如图 3-3 所示，顶层与底层同时

存在着显著的接触角差异。底层的水接触不

随时间变化，始终保持着 0°，这表明底层

的亲水性非常有利于水运输。顶层水接触角

随时间逐渐变小，但始终大于 100°，这就

避免水在顶层堆积，造成光浪费。造成这种

差异的原因是在高温高压下反应釜内，前驱

液表面的蒸汽压力过大，会产生大量大小不

一的孔隙，导致了气凝胶顶层的疏水性[20]。

图 3-3 复合气凝胶顶部与底部水接触角随

时间变化曲线

如图 3-4 所示是不同复合气凝胶的

SEM 测试图。

图 3-4 不同复合气凝胶的 SEM 图

（a）~（b）是从水平角度拍摄的 1-
Ag/GA 的表面形貌图，远看相对平整，但是

放大倍率之后发现表面呈现疏松多孔结构。

为了更加直观观察到复合气凝胶内部的丰

富的孔隙结构，从气凝胶的横截面拍摄。（c）
~（d）是不同倍率下的 3-Ag/GA 的 SEM 图

像，（e）~（f）是不同倍率下 4-Ag/GA 的 SEM
图像。可以清楚地观察到，随着银负载量的

增加复合气凝胶内部的微孔密度增大，银纳

米颗粒促进了石墨烯片层之间的交联[21]。复



合气凝胶内部互相交联的孔隙结构具有多

种功能：1）增加了内部蒸发面积，这能大大

促进水蒸发速率；2）提供蒸汽逸出通道，带

走大部分热量，保证蒸发过程自行进行；3）
提供水运输通道；4）增强隔热效果。

如图 3-5 所示，为不同复合气凝胶的

TEM 测试图。

图 3-5 不同复合气凝胶 TEM 测试图

分别在两个倍率下拍摄的了 1-Ag/GA、

3-Ag/GA 和 4-Ag/GA 三个样品。从图中可

以清楚地看出，银纳米颗粒稳定地分散在石

墨烯网络层上。随着银负载量的增加，可以

观察到的银纳米颗粒也随之增加，且未发生

粒子团聚现象。

3.2 界面水蒸发实验

3.2.1 不同金属组成的复合气凝胶的光热性

能比较

实验通过监测光照实验过程中整个水

体质量变化与复合气凝胶温度，分析并计算

不同复合气凝胶的光热性能。在本章实验中，

采用 2.1 章节的方法制备了 23.80wt%的

Cu/GA，另外选取 3-Ag/GA（23.80wt%）和

GA 进行对比试验，模拟海水作为对照组。

如图 3-6（a）所示是样品表面温度随时

间变化曲线图。在实验进行 5min 后，三个

复合气凝胶的温度分别达到了 28.2℃, 32.4℃ 

和 36.5℃，10min 后样品表面的温度持续上

升直到光照实验结束，最高温度分别达到了

59.6℃, 69.9℃和 75.7℃。从图 3-7 中，发现

热量大部分都集中在复合气凝胶处，周围的

水体并未产生较高热量。通过比较两种金属

石墨烯气凝胶与纯石墨烯气凝胶光照 60min
后的温度，发现金属的等离子体共振效应确

实可以有效提高复合材料表面的温度。稳定

负载在石墨烯片层上的铜和银纳米粒子可

以用过等离子体共振效应将吸收的光能转

化为局部热源，所以材料表面温度显著提高
[22]。然而，铜在空气中很容易被氧化。同时，

银纳米颗粒的等离子体增强效果本身就远

高于铜纳米颗粒，这也解释了为什么相同质

量分数的金属复合气凝胶，Ag/GA 比 Cu/GA
升温更快。

图 3-6 不同金属组成复合气凝胶光热实验

测试图

图 3-7 红外温度成像图（分别拍摄于光照实

验开始 5min、7min、10min 和 25min 时）

如图 3-6（b）所示是在不同复合气凝胶

作用下，整个水体质量随时间变化的曲线图。

电子天平与计算机连接，实时记录水体质量

的变化。在一个太阳强度的照射下，模拟海

水的质量在照射60min后减少了约0.3252g。
GA、Cu/GA 和 Ag/GA 在 60min 后分别减少

了约 1.099g、1.275g 和 1.386g。与模拟海水

相比提交了 238%、291%和 327%。如图 3-
6（c）所示是利用公式（1）和（3）计算的

模拟海水和三种复合材料的蒸发速率与光

热转换效率。石墨烯在全光谱范围内优异的

光热性能与金属纳米颗粒的等离子体效应



协同作用下，可以显著提高水蒸发速率和光

热转换效率[23]。三维多孔金属石墨烯材料，

内部孔隙相互交联，内部蒸发面积蒸大，水

蒸发速率提高。气凝胶由于本身密度低、比

表面积高等优秀特质，可以实现在水面上长

时间自由漂浮，稳定地进行界面蒸发。该实

验证明了金属组成的复合石墨烯气凝胶是

确实可以有效提高蒸发器效率。

3.2.2 不同金属负载量对复合气凝胶光热性

能的影响

实验方法与 3.2.1 一致。图 3-8（a）所

示为不同银负载量复合气凝胶材料表面温

度随时间变化的曲线图。1-Ag/GA 的温度变

化曲线与 GA 较为一致，但随着银负载量的

增加温度变化越为明显。直至实验结束，最

高温度分达到了 59.6℃, 59.9℃, 70.2℃, 75.7℃ 

和 75.9℃。分析 1-Ag/GA 与 GA 的升温曲

线发现，只有当纳米颗粒周围的增强电场强

度足够高的时候，才能显示出在蒸发过程中

的促进作用；否则，会被热扩散效应所掩盖
[24]。从温度变化图可以看出，银的负载量越

高，复合气凝胶表面温度越高。图 3-8（b）
所示为在不同银负载量作用下，整个水体质

量随时间变化的曲线图。在一个太阳强度照

射下，60min 后水体质量分别减少 1.190g、
1.313g、1.386g 和 1.409g。图 3-8（c）是公

式（1）和（3）计算得到的水蒸发速率与光

热转换效率对比图。当银含量达到 31.75wt%
时，水蒸发速率与光热转换效率均达到最大

值。4-Ag/GA 的水蒸发速率是模拟海水的

2.97 倍，提高了 197%。通过计算分析可以

推断出，随着银负载量的增加，复合气凝胶

的光热性能越来越好。但对比 3-Ag/GA 与 4-
Ag/GA 的温度曲线与水蒸发速率，发现随着

银负载量的增大，并不能一直高效增加其光

热性能。这是因为金属纳米颗粒可能会阻碍

入射光进入石墨烯气凝胶的底部，光无法全

部吸收，严重的可能会导致复合气凝胶光热

性能下降。图 3-8（d）为 4-Ag/GA 的实物

图，它可以完全立在花蕊之上，且花蕊不发

生任何形变。该实验证明了金属石墨烯气凝

胶可以大大提高界面蒸发速率。

图 3-8 不同银负载量复合气凝胶光热

实验测试图

3.2.3 金属石墨烯气凝胶光照稳定性能测试

性能良好的界面蒸发器材料不仅需要

具备优异光热转换性能与各高效的水蒸发

速率，同时材料的稳定性也是评估其性能优

劣的一项重要指标。在本章实验中，将 4-
Ag/GA 置于模拟海水之上，在一个光照强度

下，照射 60min，观察整个体系的质量变化，

计算得出对应的水蒸发速率。重复同样的操

作 12 次，对比 12 次蒸发速率的变化，得出

金属-石墨烯气凝胶的稳定耐久性。

图 3-9 4-Ag/GA 循环 12 次水蒸发速率

变化曲线图

经过 12 次循环实验，4-Ag/GA 的水蒸

发速率稳定在 1.762—1.759 kg·m-2·h-1；这表

明金属-石墨烯气凝胶与隔热金属-石墨烯气

凝胶都具有良好的循环稳定性与耐久性。

3.3 国内外研究对比

如表 2 所示，本表列举了国内外一些有

金属与碳基材料相关的光热材料蒸发速率

与光热转换效率对比数据，经过对比发现，

本研究制备的 Ag/GA 复合气凝胶材料具有

优异的光热性能，能够有效提高界面蒸发器

性能。



表 2 国内外金属/碳复合材料的光热性能对比

光热材料名

称

蒸发速率

（kg·m-2·h-

1）

光热转

换效率

（%）

参考

文献

Co-CN-WA 1.52 92.42% [25]

碳纳米纤维

增强碳气凝

胶（CNFA）

3.82 95.5% [26]

嵌入硒化铜

铟纳米

Ti3C2Tx

MXene 纳米

片

1.43 90.04% [27]

CuCr2O4 2.48 —— [28]

Cu 纳米点嵌

入 n 掺杂

（Cu/C）
1.63 82% [29]

Ag/硅藻土@
聚苯乙烯泡

沫（Ag/D）

1.39 92.2% [30]

Ag/GA 1.75 93.17%
本实

验

4 结论

总之，通过一步热还原法与冷冻干燥技

术，制备了一种用于海水淡化的高效光吸收

材料和太阳能蒸发器 Ag/GA。事实证明，金

属纳米粒子可以通过等离子共振效应产生

的增强电场，更加直接地影响水分子，进一

步增加复合材料的水蒸发速率与光热转化

性能。实验结果表明，Ag/GA 的水蒸发速率

可以达到 1.75kg·m-2·h-1，光热转换效率可以

达到 93.17%。与之前报道的单纯碳基太阳蒸

发器相比有所提高。这项工作为金属石墨烯

气凝胶可以作为高效太阳界面蒸发器和后

续优化金属石墨烯气凝胶蒸发器提供了可

行的证明。
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摘要：具有超宽带隙的 β相氧化镓（β-Ga2O3），在半导体电子与能源领域具有广泛的应用前景。通常，为

了实现高电导率，不可避免地需要进行 n 型和 p 型掺杂。在本文中，我们成功开发了一个统一的神经网络

势（NNP），以准确描述本征和硅掺杂的 β-Ga2O3 的声子性质。硅掺杂剂的存在不仅提供了额外的声子-缺

陷散射通道，还导致局域化振动模式的增加，限制了声子寿命和声子发射率，大大降低了热导率。本研究

为开发基于 β-Ga2O3 的高功率器件提供了有深入见解的指导。

关键词：β-Ga2O3；神经网络势；声子局域化；热导率

0 前言

与硅相比，第三代半导体具有承受高击穿电压的能力，使其在当今电子产品中具有吸引

力[1-5]。例如，著名的材料如氮化镓(GaN)和碳化硅(SiC)由于其宽带隙特性而在高功率器件中

得到了广泛应用[6-9]。β-Ga2O3 具有低生产成本和更高带隙(~ 4.8 eV)的特点，与六角形 GaN
(~ 3.4 eV)和 4H-SiC (~ 3.3eV)相比[10-15]，能承受更高的击穿电压和显著的热稳定性。β-Ga2O3

的独特性使其能够在电子器件领域中经受极端条件[16-19]。然而，高功率晶体管经常在散热方

面遇到问题，导致性能下降或设备损坏，原因是通道/漏极接触区域出现高度局域化的纳米

尺度热点[20, 21]。因此，必须对 β-Ga2O3以及其化合物的声子输运有一个基本的理解，以增强

纳米电子器件的热管理。

单斜晶体 β-Ga2O3是最稳定的相，如图 1 (a)所示，先前的研究已经揭示 β-Ga2O3的热导

率是各向异性[22-25]。时域热反射 (TDTR) 测量的实验结果表明，在 300K 时热导率分别为

9.5 ± 1.8、22.5 ± 2.5 和 13.3 ± 1.8 W/m-K [26]。从采用了求解玻尔兹曼输运方程 (BTE)
的第一性原理方法的结果[27]，可以看出在[010]方向上光学模式对热导率有约 50％的贡献，

大的三声子散射相空间导致沿[100]、[010]和[001]三个方向的热导率分别为 12.73、20.00 和

17.80 W/m-K。具体而言，在[010]方向上，光学模式的贡献显著，大约占到热导率的 50%。

然而，这种方法处理力常数与温度相对恒定，为了更深入地了解温度引起的晶格非谐性对力

常数的影响，尤其是在室温以上的温度，以及声子重整化效应对热输运的影响。分子动力学

模拟 (MD) 为考虑这种晶格非谐性和评估声子重整化效应对热输运的影响提供了有价值的

工具，其报道的结果为 10.68、20.78 和 12.61 W/m-K [28] 更接近实验值。1

但是这些报道都集中在未经掺杂的 β-Ga2O3上，意味着在晶体领域中未引入缺陷或杂质，

因此考虑的载流子浓度较低。在实际的电子应用中，通过掺杂来增加电子或空穴浓度，使半

导体在近室温度下导电。因此它们需要掺杂或合金化来增强态密度，这在电子器件中具有重

要的价值，并为在室温下使价带中的热激发电子过渡到导带提供机会。β-Ga2O3可以通过 IV
族元素 (即硅[29-32]、锗[33-35]和锡[36-38]) 被掺杂成简并的 n 型。有趣的是，并非所有这些元素

都显著改善了电学性质。例如，掺锡的 β-Ga2O3 的电导率仅约为 1.0 S/cm [39]，显示了在晶体

管和热电转换中使用的限制。另一方面，掺硅的 β-Ga2O3具有高室温电导率，达到了创纪录

的 2500 S/cm [29]，几乎是 n 型硅的两倍，这使它成为电子器件有吸引力的选择。
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尽管许多研究关注将杂质引入 β-Ga2O3晶体以提高电子导电性，但对杂质如何抑制晶格

热输运的研究仍然不足。原子级的格林函数结合密度泛函理论(DFT)输入，提供了计算由缺

陷[40]和杂质[41]引起的声子自能的准确框架。这种方法需要费时的数学处理，通常涉及多变

量积分、求和和微分。这些计算需要大量的计算资源和时间，这可能限制了其在实践中的应

用。此外，考虑到晶体势能中由于杂质存在而引起的扰动，需要一个大的元胞，导致计算需

求急剧增加。MD 模拟是研究有缺陷系统中热输运的另一种工具[42-44]。这些模拟可以轻松处

理数万个原子，可以包括在实际条件下晶体中的掺杂浓度。此外，已经证明基于 Green-Kubo
理论的平衡态分子动力学模拟(EMD)计算得到的热通量自相关函数对系统的大小相对不敏

感[45]。然而，MD 模拟的一个众所周知的缺点是经验性原子间势的不可传递性，这取决于选

择的模型和参数化，因此它们的准确性有时可能受到质疑。最近，神经网络势(NNP)的发展

使得在计算效率和准确性之间取得平衡成为可能，从而提高了 MD 结果的可靠性。NNP 的

核心是通过原子位置描述符的平滑重叠来重建势能面(PES)。通过在所需区域的相空间上获

得足够的采样数据来实现。然后使用 NN 算法来精确地插值任意结构的能量和力。已经开发

出得许多 NNP 模型，可以准确预测各种材料的热性质，包括低维材料[46, 47]、半导体[48, 49]和

纳米结构[50, 51]。

图 1. (a) 在 Td 配位 Ga 位点掺杂 Si 的单斜晶系 β-Ga2O3 的晶体结构，显示 Ga 原子位于 Td (GaⅠ，紫色）和

Oh (GaⅡ，蓝色) 配位。(b) 描述训练集的 PCA 图，其中包含 β-(SixGa1-x)2O3 的 3013、100、502、499 和

2866 个结构，其中 x 分别 0、0.016、0.031、0.063 和 0.125。每个点代表 160 个原子的构型，插图表示构

型的代表性构型，颜色表示原子能量。

在这项研究中，我们开发了一个统一的 NNP，可以准确模拟 β-(SixGa1-x)2O3，根据先前

的实验工作[29]，其中 Si 替代 Td配位的 Ga 位点图 1 (a)，以及本征的 β-Ga2O3。除了传统 NNP
和 DFT 的能量和力的结果比较外，还预测了包括声子色散和散射率在内的声子性质。结果

显示，开发的 NNP 模型能够准确地描述未掺杂的 β-Ga2O3 的声子色散。此外，对于掺硅的

β-Ga2O3，NNP 成功地描述新声子分支引发局域化的声子模式。使用 EMD 模拟方法，NNP
在热导率计算结果方面与已报道的计算和实验结果展示出了极佳的一致性。对于 β-(SixGa1-

x)2O3，与未掺杂状态相比，热导率明显降低。为了研究潜在的机制，我们进行了声子模式分

析，揭示了声子寿命、声子发射率和声子参与率的下降是热导率降低的原因，这些发现为因

掺杂、缺陷和晶界等多种因素导致的热导率降低提供了深入指导。

1 计算方法

1.1 深度神经网络的训练

为了收集具有第一性原理精度的训练数据，采用了 Vienna ab initio simulation package
(VASP) [52]，使用广义梯度近似的 Perdew-Burke-Ernzerhof (PBE)泛函[53]进行了第一性原理计

算。对于能量收敛阈值为 10-6 eV 的自洽计算(scf)，动能截断设置为 600 eV，k-网格为 1 ×



1 × 1。为了得到一个统一的 NNP，我们采用了 DP-GEN 软件[54]的主动学习框架来收集训

练集。首先，初始训练集来自于 50 K 下的 β-(SixGa1-x)2O3 (x = 0.016 和 0.125)和本征 β-Ga2O3

的从头分子动力学(AIMD)模拟，晶格常数通过缩放因子 0.98、1 和 1.02 进行了改变，同时

引入了 0.03 Å 的原子扰动。其次，我们使用 DeepPot-SE 描述符[55]训练了四个 NNP 模型，

其中嵌入层网络大小为 (30, 60)，拟合层网络大小为 (240, 240, 240)，截断半径为 6 Å。最

后，我们使用训练好的四个 NNP 模型进行了分子动力学模拟，以探索所需的相空间，包括

β-(SixGa1-x)2O3 (x = 0.016, 0.031, 0.063 和 0.125)和本征的 β-Ga2O3，如果构型的力偏差在信任

范围[0.05, 0.2]内，将被标记。然后，我们对标记的构型进行 scf 计算，并将其添加到初始训

练集中。

1.2 热导率计算

我们通过 Green-Kubo 公式进行了 EMD 模拟，计算不同掺杂浓度下的 β-(SixGa1-x)2O3 以

及本征 β-Ga2O3 的热导率：

κ=
V

3kBT 2න 〈J(0)J(t)〉dt
∞

0
, (1)

其中，V 为模拟系统的体积，kB 为玻尔兹曼常数，T 为温度，⟨⟩表示时间平均，J 为热

流，计算如下：

J =
1
V
 (Eivi − Si ⋅ vi)

i
, (2)

其中，Ei是原子的势能，vi是速度，Si是维里应力张量。Si的计算是原子相对位置 ri − rj

与相邻原子位置的势能导数的外积：

Si =  (ri − rj)
i

⊗
∂Ei

∂(ri − rj)
. (3)

为了准确计算热导率，使用 Large-scale Atomic/Molecular Massively Parallel Simulator
(LAMMPS) 软件[56]结合准确训练的 NNP，进行了一系列的 EMD 模拟。模拟盒子的构建考

虑了尺寸效应，扩胞大小为 4 × 13 × 7，总共包含 7280 个原子。在所有三个方向上应用周期

性边界条件。模拟分为多个阶段，首先使用等压等温系综使系统在零压下平衡。这个平衡过

程持续了 1 ns，并且时间步长为 1.0 fs。在平衡后，模拟过渡到正则系综，并继续进行额外

的 1 ns。在微正则系综中获得了热流信息，总共持续了 20.0 ns。这个模拟的时间段允许足够

的采样和热流性质的收敛。通过对从 20 个独立的 EMD 模拟获得的热流数据进行平均，计

算了热流自相关函数(HFACF)，这个平均过程增强了结果的统计准确性并减少了潜在的偏差。

最后，使用方程(1)计算了热导率。

2 结果分析

2.1 势函数的测试

为了获得足够的训练集，我们按照上述步骤进行了 34 次迭代，图 1(b)展示了最终的 6980
个训练构型的主成分分析图。随后，我们使用学习率为 0.95 和 1000000 个训练步，训练了

一个精确的 NNP 模型。在使用训练好的 NNP 模型进行 MD 模拟之前，评估模型的特性非

常重要，这可以通过将 NNP 的结果与从 DFT 获得的结果进行比较来实现。用于比较的测试

集包括 880 个 β-(SixGa1-x)2O3 (x = 0.125)和本征 β-Ga2O3 构型，这些构型没有包含在训练集

中。图 2(a)和图 2(b)分别描述了能量和力的比较结果。对于能量，所有的点都沿着对角线分

布，这表明 NNP 模型成功重构了 β-(SixGa1-x)2O3 (x = 0.125)和本征 β-Ga2O3 的势能面，其均



方根误差（RMSE）分别为 3.85 meV/atom 和 0.58 meV/atom。关于力的计算，从 NNP 模型

得到的力与 DFT 计算非常吻合，β-(SixGa1-x)2O3 (x = 0.125)和本征 β-Ga2O3 的 RMSE 值分别

为 75.36 meV/Å 和 43.67 meV/Å。预测的能量和力低的 RMSE 值, 表明使用 NNP 准确地重

构了势能面，这在预测热导率的中起着关键作用。

图 2. 本征和 β-(SixGa1-x)2O3 的 DFT 与统一 NNP 之间的比较。包含 880 种构型测试集上的 (a) 总能量和

(b) 原子间力，(c) 和 (d) 声子色散关系，(e) 和 (f) 三声子过程引起的散射率。

2.2 声子色散关系的计算

为了进一步评估 NNP 模型描述晶格动力学的能力，我们沿高对称路径计算了声子色散

曲线。所需的简谐力常数是通过有限位移方法计算，其中相应的原子相互作用力是使用与开

发的 NNP 模型结合 LAMMPS 计算的。如图 2(c)所示，NNP 模型准确地重现了本征 β-Ga2O3

的声子色散曲线，与使用 PBE 泛函获得的 DFT 结果一致。同样，在图 2(d)中，NNP 模型中

β-(SixGa1-x)2O3 (x = 0.125)的声子色散曲线与 DFT 结果一致。这些结果表明 NNP 模型可以有

效捕捉晶格振动。

值得注意的是，与本征 β-Ga2O3 相比，β-(SixGa1-x)2O3 (x = 0.125)的声子色散曲线在大约

17THz 处显示出明显的带隙。这个有趣的现象可以归因于硅杂质的引入，这些杂质扰乱了晶



体结构的固有周期性，并阻碍了特定频率下声子的传播。因此，声子在晶格内局域化，形成

了一个独特的带隙。大约在 13 THz 和 19 THz 附近出现的平坦分支进一步表明存在局域化

的声子模式。此外，β-(SixGa1-x)2O3的高频声子分支比本征 β-Ga2O3 更多。根据晶格动力学理

论，背后的机制是轻质的硅原子取代了较重的 Td 位置的镓原子。这个现象还表明，由于主

体-掺杂剂质量差异显着，质量无序效应在掺杂的 β-Ga2O3 中占主导地位。除了简谐特性，还

对非简谐散射项进行了测试。图 2(e)和 2(f) 中显示了本征和 β-(SixGa1-x)2O3（x = 0.125）中

由三声子过程引起的散射率，这些散射率是使 NNP 和直接的 DFT 计算进行计算的。结果与

直接的 DFT 计算结果非常吻合，进一步突显了 NNP 在预测热传导性质方面的准确性和可靠

性。对于 β-(SixGa1-x)2O3，与本征状态相比，散射率增加。这可以归因于杂质作为声子的额外

点缺陷散射中心。散射率可以表示为 τ-1 = τU-1 + τd-1 + τe‑ph
-1，其中 τU-1，τd-1 和 τe‑ph

-1 分别是晶

体非谐振散射率、声子-缺陷散射率和电子-声子散射率。在掺杂剂原子上的声子-缺陷散射，

是主要机制对散射率做出了显著贡献。

2.3 声子热导率分析

为了进一步考察 NNP 模型描述原子振动的能力，我们进行了 EMD 模拟来计算热导率。

图 3(a) 展示了在 300 K 下计算得到的本征 β-Ga2O3的结果。当关联时间达到 140 ps 时，热

导率趋于稳定。图中的每条线代表 20 次独立模拟的平均值，阴影区域表示标准偏差。我们

观察到 β-Ga2O3 的热导率在三个方向上均呈各项异性，分别为 9.54 ± 1.03 W/m-K、18.91
± 1.65 W/m-K 和 13.34 ± 1.61 W/m-K。计算结果与先前报道的 MD 模拟结果 (κ[100] = 10.68
W/m-K，κ[010] = 20.78 W/m-K，κ[001] = 12.61 W/m-K)[28]以及 TDTR 测量结果 (κ[100] = 9.5 ±

1.8 W/m-K，κ[010] = 22.5 ± 2.5 W/m-K，κ[001] = 13.3 ± 1.8 W/m-K)[26]一致。这种一致性进

一步强化了 NNP 模型在准确描述原子振动和声子-声子散射方面的可靠性，从而能够精确预

测热传导性质。

为了进一步研究不同掺杂浓度对热导率的影响，我们研究了三个掺杂浓度(x = 0.002、
0.016 和 0.125)，如图 3(b)、3(c)和 3(d)所示。热导率在仅有少量掺杂 (x = 0.002) 后迅速下

降，特别是在[100]和[010]方向。这种现象可以归因于晶体有序性的破坏，这是由于硅原子

的引入而引起的，导致了有效的局域质量无序性的形成。随着掺杂浓度增加到 x = 0.016，局

域质量无序性增强，导致晶格非谐性增强。在所有方向上，与本征晶体系统相比，热导率下

降了超过 50%，尤其是[100]方向从 9.54 W/m-K 降低到 4.35 W/m-K。在掺杂浓度 x = 0.125
的情况下，热导率进一步降低，[100]和[001]方向的最终值约为 3 W/m-K。这些发现表明，

由于硅原子的掺杂效应，声子热传导受到了显著的破坏。为了全面了解掺杂效应，图 3(e)展
示了热导率与掺杂浓度之间的关系。它显示了热导率对掺杂浓度非常敏感，导致在所有晶体

方向上热导率显著降低。

图 3(f) 显示了本征 β-Ga2O3 的热导率随温度的变化，与 TDTR 结果进行了比较。尽管

在[100]和[010]方向上存在轻微差异，但使用 BTE 方法的 NNP 结果趋势与 DFT 结果非常一

致，特别是在[001]方向上。然而，MD 结果更接近实验，在整个温度范围内，三个晶体方向

的热导率低于从头计算的结果，这与先前报道的结果一致[28]。这种差异的一个可能解释是

BTE 方法仅考虑三声子相互作用，可能会导致热导率被高估，而 MD 自然包括所有阶数的

声子散射。此外，值得注意的是，使用 BTE 方法得到的[010]和[001]方向的热导率几乎是相

同的，尤其是在 NNP 结果的情况下。然而，与 MD 模拟和实验测量获得的结果相反，在这

两个方向上观察到明显的差异。因此，另一个原因可能是 BTE 方法难以处理复杂的晶胞结

构[28]。

为了深入研究温度对掺杂效应的影响，我们在图 3(g)中展示了 β-(SixGa1-x)2O3 (x = 0.125)
的热导率。与本征 β-Ga2O3相比，在掺杂浓度 x = 0.125 的情况下，热导率随着温度的增加呈

现下降趋势，在整个研究温度范围内降低约 80%左右。因此，晶格中的硅杂质作为缺陷导致



了声子-缺陷散射的出现，从而显著抑制了热导率。

图 3. 计算的含有 7280 个原子的本征和掺杂 Si 的 β-Ga2O3 的热导率。(a-d) 使用 NNP 的 GK 方法，将原

始和 β-(SixGa1-x)2O3 (0.002、0.016 和 0.125) 的热导率作为相关时间的函数。每条结果线都是 20 次独立模

拟的平均值。(e) 计算出的热导率与硅掺杂浓度的关系。(f) 本征的 β-Ga2O3 的热导率随温度变化，并且与

报道的实验值相比。(g) β-(SixGa1-x)2O3 (x = 0.125) 热导率随温度变化。

2.4 声子局域化分析

为了探索β-(SixGa1-x)2O3 (x = 0.125)热导率降低的潜在机制，我们使用谱能量密度（SED）

方法[57]来计算声子模式信息，表示如下：

Φ(k, ω) =
1

4πτ0Nl
  mj ×

Nj

j

ቮන vα( jl, t)⋅eik⋅r0
l
⋅eିiωt

t0

0

dtቮ

23

α

, (4)

其中，τ0是积分时间，m 是原子质量，vα 是原子速度，Nl 是系统中的总原子数，Nj 是

单元胞中的原子数。为了获得声子寿命，我们使用洛伦兹函数对 SED 进行拟合：

Φ(k, ω) =
Ι

1+[(ω− ωc)∕γ]2 , (5)

其中，I 是峰值强度，ωc 是峰值中心的频率，γ是半峰宽，声子寿命由 1/2γ给出。

在掺杂的 β-Ga2O3中，声子寿命相对于本征的 β-Ga2O3 减少了大约一半的幅度，如图 4(a)
所示。掺杂的 β-Ga2O3 具有更多通道，包括声子-声子散射和声子-缺陷散射，因为硅原子的

出现使其成为缺陷，从而导致了热导率的降低。另一方面，对声子输运的进一步研究采用了

谱分解方法[58, 59]，如图 4(b)所示。发现掺杂的 β-Ga2O3 的声子输运显著减少，与本征的 β-
Ga2O3 相比。比较掺杂和本征的 β-Ga2O3 曲线后，可以注意到这两种模式的差异遍布整个频

率范围。主要差异集中在低频和中频范围，特别是低频范围，高频范围的差异较小。这种现

象可以理解为局域化的结果，它减弱了声子的寿命，并使声子表现出较弱的传播特性，通常

对应于较低的声子发射率。声子作为传热的载体输运较少，导致其传热能力降低，从而降低

了热导率。



图 4. 本征和 Si 掺杂 β-Ga2O3 的 (a) 声子寿命，(b) 声子发射率比较，(c) 本征 β-Ga2O3 声子参与率，(d) Si

掺杂 β-Ga2O3 声子参与率。

为了进一步理解硅掺杂效应引起的局域声子模式，我们基于二阶力常数计算声子参与率。

根据 Seyf 和 Henry 的工作[60]，声子参与率能够区分声子振动并描述在局域化状态 (O(1/N))
和非局域化状态(O(1))之间变化的状态，定义如下[61]：

PRλ =
(∑ εiα,λ

*
i εiα,λ)

2

N∑ (εiα,λ
* εiα,λ)

2
i

, (6)

其中，εia,λ是对应于 λ-th正常模式的声子特征向量分量，N 是系统中所有原子的数量。

图 4(c)和图 4(d)分别展示了 Si 掺杂和本征 β-Ga2O3的声子参与率结果。分析发现硅原子掺杂

到 β-Ga2O3 中，引入了几种对晶格振动的影响。首先，在频率小于 1.0 THz 时，参与率值保

持相对稳定，表明掺杂的硅原子对长晶格波振动影响较小。这种相似性也可以在声子频谱的

低频区域图 2(c)和图 2(d)中观察到，在这里，掺杂的 β-Ga2O3 展示了与本征态相当的色散关

系。其次，在 1.0 到 25.0 THz 的频率范围内，掺杂的 β-Ga2O3表现出明显的参与率降低。这

种降低表明硅原子的存在导致了中长波到短波之间的负面振动。这些振动阻碍了能量的输运

或导致振动幅度的减小。此外，掺杂的 β-Ga2O3 中的局域声子表现出明显的低参与率值。这

一观察表明，仅在硅原子附近的原子积极参与晶格振动，而大多数原子保持相对不活跃。这

些发现揭示了掺杂材料中晶格振动的复杂动态及其对热导率的影响。

3 总结

在本研究中，我们开发了一个统一的 NNP 模型，用于研究掺杂和本征的 β-Ga2O3 声子

热输运性质。由于 Si 原子的存在，导致晶格的质量混乱，训练的 NNP 捕捉到了局域化的声

子模式。在 12.5%的掺杂浓度下，β-Ga2O3的热导率在室温下降低了 76%，这是由于声子-缺
陷散射的结果。为了弄清楚潜在的物理机制，声子模式分析揭示了声子寿命和声子发射率的

显著降低，这源于 Si 原子的存在导致晶体有序性的破坏，从而建立了有效的局域无序，阻



碍了声子的热输运。我们的研究结果为理解 Si 掺杂 β-Ga2O3 对热导率的影响提供了基本认

识，同时证明了使用 NNP 进行分子动力学模拟在研究不同材料的热输运性质时是一个强大

的工具。
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摘要：本文以飞行在大气以外极高真空环境的空间目标为研究对象，从相似原理的角度切入，开展空间

目标热特性分析研究，建立典型空间目标热响应特性无量纲化分析方法，提取无量纲相似准则数；通过

空间目标热特性传递过程的参数灵敏度分析，获得参数灵敏度；在此基础上，利用空间目标热响应特性

相似分析方法指导目标参数设计及热特性主动控制。

关键词：空间目标；热特性；相似原理；灵敏度分析

0 前言

空间目标飞行在大气以外极高真空环境，探测视场内背景较为清洁，相比大气层以

内干扰少、红外辐射信号清晰，所以空间目标表面的红外辐射信号对于目标探测和识别

具有十分重要的意义。实际物体发射出的红外辐射信号取决于物体表面温度和物体表面

材料的光学性质，研究空间目标表面温度的时空特性分布对于红外辐射信号具有重要价

值，有关空间目标热特性规律研究是当前热点问题[1-2]。

空间目标识别需要获得目标热响应时空特性“差异”，由差异构造“特征”，进而实

现对目标材质、几何尺度等多类关键参数分类和辨识。虽然“差异”一定存在，但由于

假目标、诱饵等手段导致寻找“差异”并构造特征是非常困难的。但是，从另外一个角

度看，“差异”和“相似”是有互余性质的，寻找“差异”也可以转换为寻找“相似”问

题。因此，对于空间目标分类识别而言，探寻其热响应特性的“相似”规律具有重要意义。

另一方面，对于目标分类识别来说，本质上是从空间目标热特性传输机制与特性规律入

手，研究多要素耦合传递特性与规律问题[3-4]，研究目标表面温度的时空分布和演化特性

是关键核心问题[5]。因此，探索目标参数对热特性传递过程的影响具有重要价值。

鉴于此，本文从相似原理角度出发，探索空间目标的设计参数如何选择和控制问题，

利用相似原理为空间目标参数设计作指导，为目标热响应特性的主动控制提供简明有效

的设计原则。

1 空间目标传热过程的相似性分析

利用相似分析法推导空间目标在宇宙背景环境下热交换过程的相似特征数，对实际

模型和缩比模型相似分析，p 代表实际模型，m 代表缩比模型，Kx 代表相似倍数（缩比

关系），控制方程中各物理量的缩比关系如下所示：
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由三维非稳态导热方程可得：
2 2 2

2 2 2

4 4
( )

( )

0 0

( ) ( ( ) )

( )

( )

p out p

p in p

p

p p p p
p p p p p

p p p p

p
p r r out p p p E p

p

p
p r r in p

p

p p

T T T T
c

x y z

T
q T T

n

T
q

n

T T

   


   









   
  

   


   




 









(2)

将缩比关系式(1)带入实际模型控制方程(2)得到控制方程为：
2 2 2

2 2 2 2

4 4 4
( )

( )

0 0

( )

( ) ( ( ( ) ))

( )

( )

m out m out

m in m in

m

c T m T m m m
m m m m m

m l m m m

T m
m r r q out m T m m E m

l m

T m
m r r q in m

l m

T m T m

K K K T K K T T T
c

K K x y z

K K T
K K q K K T T

K n

K K T
K q

K n

K T K T

 




 





   


   









   
  

   


   




 









(3)

根据量纲和谐定理得到空间目标传热过程相似需要满足的特征数为：

1 2 32 4

/ / /
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由相似定理可得：只要保证所有特征数相等，相似模型经过相似的过程得到的温度

变化规律相同，具体数值可能不同，但无量纲温度变化曲线完全相同。所以在理论上，

保证真假目标满足相似关系，利用特征数相等指导模型间物性参数选择以及结构尺寸控

制，使真假目标具有相似的热响应特性变化规律，进而实现目标热响应特性的主动控制。

2 空间目标表面温度的参数灵敏度分析

严格满足相似的目标模型代表一类目标，同类目标具有相似的温度变化规律，但由

于实际缩比限制，不能保证所有特征数完全相等（完全相似），所以随着模型的复杂化完



全相似几乎不可能存在，模型设计只能向所有特征数尽大可能相等的方向近似，由于这

种相似近似性导致相似模型间温度转换存在误差，所以引入灵敏度分析方法研究各参数

对空间目标表面温度的影响，进而量化模型间的相似近似性给空间目标表面温度带来的

影响。

2.1 参数灵敏度方程构建

本文采用基于灵敏度方程的灵敏度分析法[6-7]（直接求导法）。直接求导法的核心思

想是将控制方程两端直接对所研究变量求导得到关于所研究参数的灵敏度方程，求解该

方程得到灵敏度系数。

本章主要研究发射率、吸收率、反照率以及导热系数的温度灵敏度系数。首先，给

出三维非稳态常系数导热方程的隐式离散格式：
1 1 1 1 1 1 1 0 0
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公式(5)对所研究参数求导得到相应的温度灵敏度方程，得到各参数灵敏度方程依次

为：

（1）发射率灵敏度方程
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（2）吸收率灵敏度方程
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（3）反照率灵敏度方程
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（4）导热系数灵敏度方程
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2.2 灵敏度计算结果分析

空间目标物性参数及边界条件如表 1 所示。

表 1 目标材料物性参数及边界条件

参数 数值

运行时间（s） 2000
初始温度（K） 300
球头半径（m） [0.07,0.08]

导热系数（W/m·K） 100
密度（kg/m3） 2600

比热容（J/kg·K） 900
底圆厚度（m） 0.01
锥高（m） 1.4

锥体厚度（m） 0.01
锥角（°） 7.8
发射率 0.8
吸收率 0.672

内热流（W/m2） 0
太阳辐射热流（W/m2） 1353
地球辐射热流（W/m2） 220

太阳反照率 0.35



假定目标在距离地面 120 公里高度上飞行，目标自旋速度为 60 度/秒，环境为正午

工况，温度监测点分别在球头、底圆、锥身上靠近中心处各取一点，在锥身上对称的同

周向再取一点，观察不同监测点的灵敏度系数变化规律。

采用直接求导法计算各参数的温度灵敏度系数，如图 1所示：
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（a）发射率的灵敏度系数 （b）吸收率的灵敏度系数
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（c）反照率的灵敏度系数 （d）导热系数的灵敏度系数

图 1 不同计算方法的发射率灵敏度系数

为了比较各个参数对目标表面温度的影响程度，引入参数相对变化量。当各参数的

相对变化率都为 1%时，在该工况下各参数对表面温度影响程度排序依次为：吸收率>发
射率>反照率>导热系数，前三个参数的灵敏度数量级相近且远大于导热系数。

2.3 灵敏度方程的相似性研究

下面验证灵敏度方程的相似性，通过相似分析法推导灵敏度方程的特征数，从理论

验证；通过直接求导法求解相似模型间的灵敏度系数，分析计算结果从实际验证。

实际模型和完全相似模型（相似一）参数如表 2 所示。除了表中参数外，其他参数

均与实际模型参数相同。

表 2 实际模型与相似模型参数表



参数 实际模型 相似一

运行时间（s） 2000 1000
导热系数（W/m·K） 100 50

球头半径（m） [0.07,0.08] [0.035,0.04]
锥高（m） 1.4 0.7
厚度（m） 0.01 0.005

（1）发射率的灵敏度方程相似性

由相似分析法导出的相似特征数为：
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（a）实际模型的发射率灵敏度系数
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（b）相似模型的发射率灵敏度系数

图 2 不同模型的发射率灵敏度系数

（2）吸收率的灵敏度方程相似性

由相似分析法导出的相似特征数为：
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通过直接求导法求解相似模型间的灵敏度系数如图 3所示。
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（a）实际模型的吸收率灵敏度系数
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（b）相似模型的吸收率灵敏度系数

图 3 不同模型的吸收率灵敏度系数

由以上灵敏度方程相似特征数推导可以看出：部分特征数是共同包含的；qin与其他

参数无关求导为 0，所以带有内热源的特征数不考虑；余下的特征数都带有灵敏度项，

初始时参数没变化所以初始参数灵敏度为 0，所以可以由传热过程相似推出灵敏度方程

相似，从理论上证明了灵敏度方程的相似关系。

由直接求导法计算得到的参数灵敏度系数对比分析可以看出：参数灵敏度变化完全

相同，从实际上证明了灵敏度方程的相似关系。

3 近似相似模型间温度转化方法

当相似模型与实际模型完全相似时，通过相似缩比转换得到相似模型的温度分布；

但由于实际缩比的限制，完全相似实际上存在困难，所以引入参数分析法[8-10]。当相似模

型与实际模型近似相似时，需要两步：（1）利用相似缩比转换得到完全相似模型的表面

温度分布；（2）再通过参数分析法将完全相似模型的表面温度分布修正相似近似性引起

的温度变化得到近似相似模型的表面温度分布。

3.1 参数分析法介绍

本文采用参数分析法中的 Taylor 级数法实现相似模型间温度转换。利用 Taylor 级数

在原始设计方案的设计参数 x 邻域内对所研究参数展开，建立参数分析模型。假设温度

T 在设计参数 x 的微小范围任意阶可导，则改变参数后的温度分布的泰勒展开式为：
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式中：ܶ = [ ଵܶ, ଶܶ, … , ܶ ]， ܶ表示不同的监测点温度向量；

ܺ = [ ଵܺ,ܺଶ, … ,ܺ]，ܺ表示不同设计参数；

ܴ 为 m 阶 Taylor 展开式的余项。

Taylor 级数法需要已知原始设计点的温度时空分布和对应点的温度灵敏度系数。当

设计参数变化很小时，温度转换精度较高，想获得更高精度的温度特性，需要求解高阶



的灵敏度系数，减少截断误差。

3.2 近似相似模型间温度转换

本文以模型间输入参数的相对欧式距离来表示模型间相似的偏离程度，并根据工程

实际需求的转换精度设定相对欧式距离的取值范围来定义满足近似相似的参数区间。为

了初步探索近似相似模型间温度转换方法，本文假设相对欧式距离小于 1 的模型为近似

相似模型。

本节实际模型和相似模型的具体参数与表 2 相同。现假设只将相似一模型的发射率

和吸收率改变形成近似相似一模型，并将实际计算的表面温度分布与近似相似时由灵敏

度系数转换得到的表面温度分布对比分析，并给出相应的转换误差。

（1）改变发射率由 0.8 到 0.5，以 0.05 为步长，分别计算各个发射率的表面温度并

与相似转换得到的表面温度对比分析。由公式错误!未找到引用源。计算最大相对欧式距

离为 0.375，满足本文定义的近似相似概念。

0 200 400 600 800 1000

300

303

306

309

312

T
（

K
）

t（s）

球头 f-球头
锥身-1 f-锥身-1
锥身-2 f-锥身-2
底圆 f-底圆

（a）发射率为 0.75 的温度对比
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（b）发射率为 0.7 的温度对比
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（c）发射率为 0.65 的温度对比
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（d）发射率为 0.6 的温度对比



0 200 400 600 800 1000

300
303
306
309
312
315
318
321

T
（

K
）

t（s）

球头 f-球头
锥身-1 f-锥身-1
锥身-2 f-锥身-2
底圆 f-底圆

（e）发射率为 0.55 的温度对比
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（f）发射率为 0.5 的温度对比

图 4 不同发射率的转换温度与实际计算温度对比图
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图 5 表面的转换温度与实际计算温度平均误差随时间变化图

由以上两组对比图可以看出，随着相似程度的不断减小，由相似转换得到的表面温

度误差越来越大。一方面由于本文求出的灵敏度系数为一阶灵敏度系数，转换得到的温

度只是一阶近似温度，所以误差与 Taylor 公式截断的阶数有关，提高灵敏系数的阶数可

以更好逼近真实值，减少转换误差；另一方面由于本文求出的灵敏度系数为局部灵敏度

系数，只能在一定范围内适用，所以近似相似模型与实际模型的相似程度越大，由 Taylor
级数法转换得到的温度越准确。

4 结论

本文以飞行在大气以外极高真空环境的空段目标为研究对象，从相似原理的角度切

入，开展空间目标热特性分析研究，建立典型空间目标热响应特性无量纲化分析方法，

提取无量纲相似特征数，通过空间目标热特性传递过程的参数灵敏度分析，明细各参数

对表面温度场的影响规律和机制，在此基础上，利用空间目标热响应特性相似分析方法

指导目标参数设计及热特性主动控制。总结如下：

（1）通过直接求导法分别求解了发射率、吸收率、反射率以及导热系数的温度灵敏



度系数；通过比较得出在本文工况下各参数对表面温度影响程度排序依次为：吸收率>发
射率>反照率>导热系数，前三个参数的灵敏度数量级相近且远大于导热系数。

（2）通过推导温度灵敏度方程的相似特征数从理论上验证了灵敏度方程的相似性；

利用直接求导法求解相似模型的参数灵敏度系数，从实际上验证了相似模型灵敏度系数

之间的相似关系。

（3）利用实际模型的温度分布和导致近似相似的参数的温度灵敏度系数量化由于

相似近似性给表面温度带来的影响，最终实现由实际模型到近似相似模型的温度转换，

并给出了温度转换误差以及提高温度转换精度的措施。
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摘要：本文基于超声波在异种材料接触界面的透射与反射理论，推导超声波作用下聚合物材料内声热

转化的功率关系式，并以此解释碳纤维增强热塑性复合材料超声波焊接实验的传热现象。结果表明，

超声作用下黏弹性材料的声热转化能力主要与其损耗模量、杨氏模量和密度有关，其产热量还与输入

能量、焊头和底模的杨氏模量和密度相关。焊接过程中，随着材料特征温度接近玻璃化转变温度，材

料损耗因子升高、声阻尼系数增大，其声热转化能力最强；当特征温度高于玻璃化转变温度，声热转

化因子降低，材料产热量取决于输入的超声能量。

关键词：碳纤维增强热塑性复合材料，超声波焊接，声热转化，热传递

0 前言

碳纤维增强热塑性复合材料（CFRTP）具有比强度高、比刚度高、抗疲劳抗蠕变性

能好、可回收性好以及对人体无害性等优点而成为重要的新型轻质材料之一[1]，也是改

善结构部件性能的关键材料，在交通运输、航空航天、基础建设、能源等领域具有广阔

的应用前景[2]。超声波焊接（USW）由于其快速、不需要其他粘合剂、焊接表面损伤小

和清洁等特点，被认为是 CFRPT 的理想连接技术[3]。

超声波焊接属于热焊接[4]。焊接开始后，高频机械振动通过焊头传递到焊件连接面，

由于复合材料导热性较低，热量在界面处聚集，焊件被加热融化，在一定的压力作用下

冷却凝固后实现材料连接[5-6]。目前，复合材料超声波焊接的研究以实验为主[7]。Gao 等
[8]验证了 4 mm 厚的 30 wt.% CF/PA6 复合材料在无 ED 情况下的可焊性。Goto 等[9]实验

研究了斜纹编织层压板使用平板导能槽时焊接能量对 USW 过程的影响，发现焊接能量

越大，最大承受载荷越高。Wang 等[10]研究了焊接能量对与焊接效率、融化面积与压痕

的影响。然而，实验研究主要基于力学分析，由于焊接过程的封闭性，焊接过程中的超

声振动传递规律及界面处转化特性无法准确预测。目前直接用于研究声热转化的声传播

模型主要基于上下板材料相同的情况，即不考虑板间界面处声波的反射现象。根据超声

传递理论，Khmelev 等[11]建立了声学模型计算热塑性材料焊接区域的能量损耗，模型假

设部分声波在界面处发生透射，其余全部在界面处反射至上板。为了能反映界面处的能

基金项目：国家自然科学基金面上项目（No. 52176094）



量耗散现象，Zhi 等[12]引入界面吸收系数模拟了 30 wt.% CF/PA66 焊接时超声波在界面

处被吸收的量。基于此模型，Li 等[13]推导了 4 个焊接阶段的声传递方程，并预测了不同

接触条件下（表面抛光处理等）USW 接头的质量。然而，以上模型并未充分考虑超声波

在异种材料接触界面上发生的反射和透射现象。本文在充分考虑超声波的反射和透射现

象的基础上，建立 USW 声热转化理论模型，研究超声波的传播路径以及能量传递和转

化机理。实验观测了 CF/PA6 超声波焊接的多参数耦合现象，并利用声热耦合理论解释

了焊接接头的形成机制。

1 实验方法

实验板件由 30%质量分数的短切碳纤维增强尼龙 6 复合材料（30 wt.% CF/PA6）颗

粒经过压模工艺制作而成，板件尺寸为 200 mm × 100 mm ×2.5 mm (长×宽×厚)。材料的

比热容由 DSC 进行测量；采用 DMA 得到低频率情况下的温度谱，根据时温等效理论计

算得 20 kHz 频率下材料的储能模量和损耗模量。如图 1 所示，基体材料 PA6 融化温度

为 219.6 ℃，复合材料 CF/PA6 玻璃化转化温度为 116.43 ℃。当材料从高弹态向粘流态

转变时，由于分子结构的变化，材料内部存在着大量的局部运动与弛豫过程。这些局部

运动与弛豫过程会导致材料中能量耗散机制复杂化，从而造成热容波动。

图 1 20 kHz 下 CF/PA6 的储能模量、损耗模量和比热容的测量结果

Figure 1 The measured storage modulus, loss modulus and specific capacity of CF/PA6 at the ultrasonic

frequency of 20 kHz

超声波焊接实验装置由超声焊接设备、温度测量子系统及强度测量子系统构成，如

图 2 所示。所有试样均采用美国杜肯公司 iQ 伺服超声波焊机进行焊接，钛合金焊头高

20 mm，直径为 18 mm。超声振动频率和最大振幅分别为 20 kHz 和 40 μm。焊机设定为

能量模式，力触发方式。焊接实验中，上下板件放入底模中并用压边圈对其进行固定以

防止其移动。焊头的位移，焊接压力及功率等由焊机传感器采集并记录。温度测量子系



统包括热电偶和数据记录仪组成。直径为 0.01 mm 的 K 型热电偶固定于待焊板件中心位

置。热电偶连接日本 HIOKI 高精度记录仪记录焊件中心温度随时间的变化情况，记录间

隔为 10 ms。

图 2 CFRTP 超声波焊接实验：（a）超声波焊接系统；（b）温度测量示意图

Figure 2 The experimental set-up for USW of CFRTP: (a) USW machine and (b) schematic of temperature

measurement and single lapped welding (dimension in mm, not in scale).

2 声热转化理论模型构建

超声波焊接的一个声传播循环要经过 3 个界面（即：界面 1—焊头与上板接触面；

界面 2—上下板交界面；界面 3—下板和底模接触面）和 2 块板件。超声波从一个介质传

播到另一个介质时，会在界面处发生反射和透射现象，在黏弹性聚合物材料板件内发生

声波的衰减，使得声能转化为热能。Khmelev 等[11]根据超声波传递特点，建立了同种材

料的超声波焊接模型。本文在 Khmelev 模型的基础上建立了异种材料超声波焊接声传播

模型，模型示意图和声传播路径如图 3 所示。

图 3 聚合物材料超声波焊接：(a)声传播基本模型示意图，(b)声传播路径示意图

Figure 3 Ultrasonic welding of polymer materials: (a) a schematic diagram of the basic model of sound

propagation, (b) a schematic diagram of the sound propagation path



由于焊头与上板件紧密接触，因此认为超声波发生器产生的声能全部无损地经过界

面 1。焊机产生的功率为 P，焊头与上板件接触面积为 A0，因此作用于界面 1 的声强 I0

可表示为：

0
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A
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根据声传播原理，声波在界面处的反射系数 ηi和透射系数 di可计算为：
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式中 i = 0，1，2，3 分别对应焊头、上板材料、下板材料和底模，r 为介质的特性声阻抗，

仅与介质的密度和声速有关：
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式中 ρ 为密度；s 为声速，E 为杨氏模量。经过界面 1 射入上板材料的能量密度为：

11 0 1I I d (5)

当声波穿过黏弹性聚合物材料时会发生声波的衰减作用，其中散射衰减和吸收衰减

（黏滞衰减）造成能量损失。散射衰减和吸收衰减均有介质的性质有关，且遵循指数衰

减规律，其在厚度为 l 的介质中的声功率耗损可描述为：

l
lP Pe  (6)

式中 λ 为声阻尼系数，可表示为：

tan i
i

i

f

c
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式中 f 为超声振动频率；tanδ 为材料的损耗因子，即损耗模量与存储模量之比。

则上板由于入射声波 I11的衰减而产生的能量可表示为：

1
11 11 11( ) AlW I I e   (8)

式中 A 为材料熔化面积。因此，当发生声波的衰减后经过界面 2 的声强为：

1
02 11

lI I e  (9)



同样地，声波经过界面 2 时也会由于上下板材料声阻抗不同而发生声波的反射和透

射现象。则其反射回上板的声强可表示为：

12 02 2I I  (10)

上板由于反射波 I12的衰减而产生的能量可表示为 12W 。由于上下板材料为 PA6 及其

CF/PA6 复合材料，二者声阻抗差异不大，射向界面 2 的声波大部分由于透射作用进入下

板材料，少部分反射回到上板。由于再次回到上板的部分占比不大，其经过上板的声吸

收作用后所剩的能量更低。因此假设该路径的声波经过聚合物材料的声吸收作用后，剩

余声波全部透射到上板之外，而不再发生反射现象。

另一方面，声波经由界面 2 进入下板，又经过衰减后到达界面 3，界面 3 的入射声

波和反射声波在下板内发生声吸收现象损耗的能量分别为 21W , 22W 。同时，声波再次经

过界面 2 时，假设该路径的声波经过材料的声吸收作用后不再发生反射现象，因此，上

板和下板由于声波的衰减作用损耗的能量分别为：

1 11 12 13W W W W   (11)

2 21 22 23W W W W   (12)

超声焊接过程中声能转化为热能的功率为上板和下板由于声波的衰减作用损耗的

能量之和，整理得：
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式中，当焊头确定时，I0 由瞬时功率决定，而瞬时功率与焊接时间密切相关；另外，λ

为与时间、温度均相关的量。因此，声热转化功率可表示为：
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由式(14）可知，超声波焊接过程中的能量转化功率主要与板件的动力学特性（损耗

因子和杨氏模量）和厚度有关，同时还与焊头和底模的材料特性（密度和杨氏模量）有

关。对于特定的超声波焊接实验装置，焊头、底模材料、超声振动频率即可确定，则声

热转化功率与输入功率线性相关。为得到聚合物材料内部的声热转化情况，定义声热转

化因子 κ 为：
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显然，声热转化因子去除了输入能量的影响，能直接量化超声作用下材料内部的产

热的量。且其仅与板件的杨氏模量、损耗模量和密度相关。

3 结果与讨论

3.1 CF/PA6 超声波焊接实验的传热现象分析

图 4 和图 5 为典型工况下，无导能槽 CF/PA6 复合材料超声波焊接过程参数（包括

焊接压力、功率、界面中心温度和焊头位移）的变化情况。焊接能量为 600 J，振幅为最

高振幅的 90%（36 μm），焊头速度为 0.3 mm/s，触发压力为 200 N。为便于分析，本文

将焊头运动方向定为正方向，焊头位移为焊接开始后焊头向下移动的距离，图中虚线为

焊头完全按照设定速度向下运动时的理论位移值。根据压力、功率和界面中心温度的变

化特征，将焊接过程划分为 4 个阶段。阶段 I 以焊接压力的上升为特征；阶段 II 为焊接

压力开始下降至超声起振结束；当两板界面中心温度达到熔点时，阶段 III 结束；此后直

到焊接振动过程结束均定义为阶段 IV。如图 4-5 所示，阶段 I 达到触发压力后，超声波

发生器开始工作，振幅呈线性增大，因此焊接功率也线性增大。与此同时，伺服焊机焊

头基本按照设定的速度向下匀速运动，随着焊头持续向下运动，两板间隙逐渐减小。该

阶段时间短，焊接功率很低，板件间产热很少，因此温度几乎没有变化，材料始终为固

态。阶段 II，随着振幅的持续增大，焊接功率持续上升直到起振阶段结束。此时，紧密

接触的上下两板界面间在超声的作用下会产生微小位移，从而产生摩擦热，材料中心温

度开始缓慢升高；当温度升高至玻璃化转变温度附近时，温度迅速升高。根据分段产热

观点，此时黏弹热变为主要热源，而摩擦热随着材料的软化逐渐降低。阶段 III，焊头下

行速率低于设定值（焊头位移增长速率低于预设位移增长速率），焊接压力也开始逐渐增

加，说明焊头下方材料硬度降低的速率较低（即发生软化的材料量少），因此功率持续升

高以提供足够的瞬时能量来促进材料熔化。同时，由于 CF/PA6 在熔点附近比热容迅速

增大（如图 1），其温升速率减慢。阶段 IV，两板间材料开始发生熔化现象后，中心温

度持续快速增长。此时由于温度的升高，材料损耗模量急剧减小（如图 1）。

考虑 USW 过程中的锤击效应时，可以将黏弹性耗散产生的热量表示为[14]：
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式中 αh为锤击系数，如果没有锤击发生时，αh =1；f 为超声振动频率； E′′为材料的损耗

模量；ε 为周期内循环应变。



因此，根据式(16)，该区域黏弹产热减小，但其周围未融化区域仍然有较大的黏弹

热产生，导热作用使中心温度快速升高。为了避免持续的快速升温造成温度过高，功率

逐渐下降。当温度增大到最高值并保持稳定一段时间后，压力增大速率开始逐渐减小，

焊头运动速率再次大于设定值，说明高温下材料快速熔化，焊头下方熔化材料量大。高

温的熔化材料在焊头持续的挤压下会溢出焊接区域，中心温度开始下降。

图 4 典型工况下 CF/PA6 复合材料超声波焊接过程焊接压力和功率的变化

Figure 4 Variations of welding pressure and power of CF/PA6 during ultrasonic welding under the typical

condition

图 5 典型工况下 CF/PA6 复合材料超声波焊接过程中心温度和焊头位移随时间变化关系图

Figure 5 The center temperature and horn displacement of CF/PA6 during ultrasonic welding under the typical

condition

3.2 CF/PA6 超声波焊接过程的声热转化机理分析

以上所述 4 个阶段的产热情况可以由声热转化理论模型进行计算。计算时，将各阶



段的平均温度定为特征温度，将平均功率定为特征功率，板件损耗模量和杨氏模量为特

征温度所对应的值（如图 1）。由于当温度高于熔点时，材料已发生熔化现象，此时损耗

因子和杨氏模量已没有实际物理意义，因此当特征温度高于材料的熔点时，取熔点对应

的损耗因子和杨氏模量。表 1 为声热耦合模型中不同焊接阶段关键参数取值和计算结果。

图 6 为四个阶段声热转化功率和声热转化因子变化图。

表 1 典型工况下 CF/PA6 超声波焊接不同阶段声热转化功率计算表

Table 1 Acoustic and thermal conversion power calculation of CF/PA6 without energy director during

ultrasonic welding under the typical condition

参数 阶段 I 阶段 II 阶段 III 阶段 IV
焊接时间（s） 0.068 0.082 0.038 0.403
特征温度（℃） 30.58 136.60 214.07 372.08
特征功率（W） 98.34 673.48 1199.46 1249
杨氏模量（Mpa） 4100 1358 596.26 562.22

损耗因子 0.01 0.12 0.07 0.06
声阻尼 0.111 2.128 2.043 1.804

图 6 典型工况下 CF/PA6 伺服超声波焊接四个阶段声热转化功率和因子

Figure 6 Acoustic and thermal conversion power and factor of CF/PA6 during ultrasonic

welding under the typical condition

由图 6 可知，阶段 I 材料温度低时杨氏模量大，根据公式(5)和(8)，高杨氏模量使得

声阻尼系数非常小，此时焊接功率也低，因此声热转化因子和声热转化功率都非常小，

这与图 5 中温度极缓慢的升高相一致。阶段 II，此时随着温度的升高，杨氏模量降低；



且此阶段特征温度接近于 CF/PA6 的玻璃化转变温度，材料的损耗因子也高，因此，声

阻尼系数最高，声热转化因子也最高，说明此时材料声热转化能力最强，该阶段温升也

较大，这与上文提到的玻璃化转变温度附近黏弹产热最大相一致。阶段 III，随着温度的

升高，尽管杨氏模量一直持续降低，但损耗因子降低的程度对声阻尼的影响更大，声阻

尼和声热转化因子都有所降低，但由于此阶段特征功率较大，声热转化功率最大。阶段

IV，由于声热转化因子进一步降低，虽然特征功率最高，但声热转化功率略低于阶段 II。

这说明阶段 II 的温升主要得益于材料内部声热转化的能力，而阶段 III 和 IV 的温升则主

要得益于高的输入能量。

4 结论

本文根据超声波在异种材料接触界面的透射和反射理论，推导了超声波焊接声热转

化理论模型，解析超声波的传播和衰减路径，得到了超声波作用下聚合物材料内声热转

化的功率关系式。实验测得了典型工况下无导能槽 CF/PA6 伺服超声波焊接过程参数。

以焊接压力、功率和界面中心温度的特征点，将超声波焊接过程划分为 4 个典型阶段，

并利用声热转化模型，分析了无导能槽超声波焊接热塑性材料接头形成过程的传热机制。

结果表明，超声作用下黏弹性材料的声热转化能力主要与其损耗模量、杨氏模量和密度

有关，而其产热量还与输入能量、焊头和底模的杨氏模量和密度紧密相关。阶段 I，由

于材料杨氏模量大、焊接功率较低，因此声热转化因子和声热转化功率都非常小；阶段

II，随着温度的升高，杨氏模量降低，同时此阶段特征温度接近于 CF/PA6 的玻璃化转变

温度，材料的损耗因子增大，因此声阻尼系数最高，材料的声热转化能力也最高。阶段

III，声阻尼和声热转化因子均降低，但因为此阶段特征功率较大，其声热转化功率最大。

阶段 IV，声热转化因子进一步降低，虽然特征功率最高，但声热转化功率略低于阶段 II。

结果表明，焊接材料在达到玻璃化转变温度之前的温升主要取决于材料内部声热转化的

能力，而在达到玻璃化转变温度之后的温升主要取决于输入的超声能量。
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摘要：天琴计划是我国自主提出的空间引力波探测计划，其核心探测部件惯性传感器会受到温度干扰，

需深入分析温度扰动对加速度测量的影响。本文基于传统热管控温方案，通过建立系统传热仿真模型

得到温度信号并转换到频域，计算出目标带宽内加速度噪声水平。结果表明，温度控制为

0.13K/Hz1/2@1mHz 时，对加速度噪声贡献大小依次为出气、辐射计和辐射压效应，总噪声在 1mHz 时

最大，为 12 2 1/23.6 10 m / (s Hz )  ，与天琴目标 15 2 1/210 m / (s Hz )  相比，存在 3 个多数量级的差距，需

要进一步提高温度控制要求。

关键词：天琴计划；惯性传感器；温度扰动；加速度噪声

0 前言

高精度的引力波探测计划是未来基础科学领域最前沿的研究课题之一。爱因斯坦的

广义相对论中曾预言引力波的存在[1]，2016 年，位于美国的地基激光干涉引力波天文台

（LIGO）宣布第一次直接探测到 13 亿光年以外的两个黑洞碰撞产生的引力波[2]，证实

了引力波的存在。与地基引力波探测仪相比，空间引力波探测可排除各种地面噪声（如

地震噪声等）的干扰，具有更高的灵敏度，并能实现更低频信号的捕获。天琴计划作为

我国自主提出的空间引力波探测计划，目标是探测中低频段（1mHz~0.1Hz）的引力波[3]。

天琴引力波探测仪是由三个绕地球运行的航天器组成的三星系统激光干涉仪，当有引力

波信号通过时，激光干涉测量系统感知到惯性传感器内部悬浮的检验质量间的微小加速

度变化，并利用这些变化获取关于引力波的信息[4]，更深入地研究宇宙演化过程。在低

频下引力波信号极其微弱，为了达到高精度探测需求，天琴计划任务要求残余加速度噪

声不能超过 15 2 1/210 m / (s K )  [5]。为实现这一目标，天琴需排除各种物理噪声的干扰，如

磁场扰动、静电力噪声、温度扰动等。其中温度扰动主要来源于地球通量，太阳辐射变

化及星内元件功耗变化等，在天琴计划初步误差预算中起着重要影响[3]。

惯性传感器中温度效应所致噪声主要包括辐射计效应、辐射压效应、出气效应及热

弹性形变效应。其电极外壳温度波动引起的热弹性形变会使检验质量所处位置的局部静

电力场产生瞬时波动，从而干扰加速度的测量，但是初步估计这种静电力波动引起的加

速度噪声可以忽略不计[6]。以前三种温度效应为主要研究对象，Schumaker[7]等人基于欧

空局和美国国家航空航天局的 LISA 计划概述了扰动方式，给出粗略的加速度噪声估计



值。Carbone[8]基于 LISA 计划的先行卫星 LISA Pathfinder 建立了无限大平板模型，给出

含修正系数的温度扰动与加速度噪声的关系式。Gibert Gutiérrez[9]给出了 LISA Pathfinder
卫星中不同压强下各温度扰动对加速度噪声的大致贡献值。综上，研究者主要基于国外

LISA 及其先行卫星 LISA Pathfinder 展开研究，而天琴计划作为国内首批引力波探测计

划，与国外 LISA 等探测目标及惯性传感器设计有明显差异，需要开展温度扰动对加速

度噪声的影响研究。

实际航天器内温度传感器数量有限，仅从传统热管控温方案的在轨实验数据中，难

以直接获得电容极板相对面间完整的温差信号作为噪声估计的输入条件，必须综合在轨

实验数据及数值仿真获得完整准确的温度场。综上，本文首先分析传统热管控温方案的

惯性传感器中存在的温度扰动与加速度噪声的关系，给出适用的噪声关系式。其次建立

惯性传感器整体传热模型，将稀薄气体等效简化为低热导率固体层，求解出电极外壳相

对面间的温度差信号。最后利用低频段噪声估计频谱分析算法(Logarithmic frequency axis
Power Spectral Density, LPSD)实现时频转换，给出频域温度扰动信号，并定量计算出各

温度效应对加速度噪声的影响水平，并与目前已有的在轨数据进行对比，为未来天琴计

划的热控设计提供依据。

1 理论和方法

1.1 温度效应噪声理论模型

1.1.1 模型假设

如图 1 所示，将惯性传感器内部简化为电极外壳-真空腔体-自由悬浮检验质量的立

方体结构，电极外壳为钼金属立方体，检验质量为边长 50mm 的金铂合金立方体，两者

之间有 5mm 的真空腔，以减少气体流动对系统加速度测量的影响。壁面均采用镀金薄

层，降低表面发射率，减少真空层向检验质量的热量传递。分析温度效应影响时，将相

对面两电极外壳作为无限大平板模型，假设惯性传感器的系统平均温度为 0T 。电极外壳

材料热导率高，且表面温度扰动微弱（~ 50mK / Hz ），假设面上的温差波动远小于 0T 。

此外，由于检验质量材料的热导率（314W/(m·K））远高于高真空绝热层的等效热导率

（ 91.87 10 W/(m·K)），假设在 0T 温度下检验质量是等温的。

图 1 惯性传感器三维模型

Fig.1 Three-dimensional model of an inertial sensor

1.1.2 辐射计效应

辐射计效应由气体分子作用力产生，只出现在稀薄气体中，当电极外壳相对面间存



在温度梯度时，气体分子与板之间的相互作用会使气体从热的一侧流向冷的一侧，从而

产生压差作用在检验质量上，产生噪声力，图 2(a)为辐射计效应作用示意图。辐射计作

用力可用自由分子状态下气体的蒸腾理论来估计，电极外壳-检验质量系统中，无限大平

板间距离可以忽略，当两板处于不同的平均温度 1T 和 2T 时，两平板间压力的近似解为[8]：

1 2
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  (1)

式中，P 为系统中的压强，以天琴中真空度为 510 Pa 为例； 0T 为系统平均温度，取值为

293K。将该压力分别在检验质量两相对面上积分并线性化处理，引入修正系数，根据牛

顿第二定律可得辐射计效应产生的加速度为[8]：
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式中，RM 为几何及维度误差的修正，取值 1.25[8]； TMA 为检验质量相对面面积，取值
3 22.5 10 m ；T 为相对面间的温差；m 为检验质量的质量，取值 2.5kg。

1.1.2 辐射压效应

辐射压效应由辐射压力产生，当电极外壳相对面间存在温度梯度时，辐射表面发射

的热光子的动量不对称导致检验质量表面热辐射压力的不对称，产生噪声力，图 2(b)为
辐射压效应作用示意图。辐射压作用力可用玻尔兹曼定律来估计，假设无限大平板为漫

灰表面，两平板间辐射压力为[10]：
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式中， 为 Stefan-Boltzmann 常数， c 为光速。将该压力分别在检验质量两相对面上积

分并线性化处理，引入修正系数，根据牛顿第二定律可得辐射压效应产生的加速度为[8]：
3
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式中，RP用来解释 Trento 大学在扭摆实验中观察到的附加效应。

1.1.3 出气效应

出气效应由表面出气压力产生，暴露在给定压力的大气中的表面会与环境发生粒子

交换，使得吸附在电极外壳内壁面上的分子逃逸出去。当电极外壳相对面间存在温度梯

度时，检验质量表面放气速率不对称导致压力不对称，产生噪声力，图 2(c)为出气效应

作用示意图。粒子交换很大程度上取决于温度和粒子种类，在低压下，分子的出气速率

rateQ 由放气预因子 0Q 和活化温度OG 定义[9]：

0( ) exp OG
rateQ T Q

T


 （- ） (5)

不同的粒子具有不同的放气速率，取平均放气参数作为近似值，由于出气效应本身

会被检验质量到电极外壳出气孔的出气路径上的阻力所抑制，故类比于欧姆定律

U IR ，将其等效成压差等于流量除以流导，可得相对面间的压力差为：



( )
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Q T
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C
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式中， effC 是等效流导，包括检验质量两侧和电极外壳壁中的孔的路径的流导率，取
2 34.3 10 m / s  。将电极外壳中的力和温度线性化后得到出气效应产生的加速度与相对

面温差的关系[8]：
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式中 rateQ 和OG 分别取为 1.4rateQ nJ/s， 30000 OG K。

图 2 各效应作用原理图(a)辐射计效应；(b)辐射压效应；(c)出气效应

Fig.2 The principle diagram of each effect(a) Radiometer effect; (b)Radiation pressure effect;

(c)Outgassing effect

1.2 数值仿真

1.2.1 传热路径分析

惯性传感器及其热控制系统的整体模型如图 3 所示，惯性传感器搭载于安装基准板

上，在加速度测量过程中，惯性传感器内部检验质量的相对位置、速度和加速度都会受

到温度干扰从而稳定性降低，为此采用主动热控制系统对温度进行调控。当温度较高需

要散热时，系统所产生的热量通过安装板下表面贴的热管快速传导至散热板，再通过辐

射传热排出到外太空中；当温度较低需要加热时，安装板上的热源受继电器调控产生热

量，通过安装板传递给系统。包括惯性传感器在内，整个热控及机械连接系统整体尺寸

约 800×400×400mm。

1.2.2 稀薄气体等效传热模型

真空腔内传热方式以真空中的辐射传热与稀薄气体导热为主，其中稀薄气体导热过

程复杂，尺度小，涉及参数众多，无法在模拟中直接求解，故将其等效为热导率极低的

固体导热层，如图 4 所示，所需参数有热导率 k，密度  及定压热容 pc 。

当腔体真空度为 10-5Pa 时，内部空气处于自由分子状态，其稀薄气体热导率可由式

(8)计算得出[11]：
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式中,  为定压热容与定容热容之比，对于空气取值为 1.4；R 为气体常数，取值为 8.314
J/(mol·K)；M 为摩尔质量，对于空气取值为 29 g/mol；T 为真空腔内的平均温度，取值



293K；P 为真空腔内的压强； 为气体的热适应系数，对于空气取值为 0.85[12]；为两

表面的间隙即真空腔的厚度，取值为 5mm。

图 3 空间惯性传感器整体模型

Fig.3 The overall model of the space inertial sensor

理想气体状态方程在稀薄气体中依然适用，则稀薄气体密度可由式(9)计算得出：

 
P

RT
(9)

定压热容是指在压力不变的情况下，单位质量的物质升高 1K 需要吸收的热量，当

压力为 10-5Pa 时表示单位体积内的分子数减少，但单位质量的分子数仍保持不变，故高

真空层的定压热容与大气压时差别不大。综上，稀薄气体等效为固体所需的热物性参数

如表 1 所示。

图 4 高真空层等效传热模型

Fig.4 Equivalent heat transfer model of high vacuum layer

表 1 真空度 510 Pa 稀薄气体的等效热物性参数

Table 1 Equivalent thermal properties of rarefied gas at 510 Pa

热物性 数值 单位

热导率 91.87 10 W/(m·K)

密度 101.2 10 kg/m3

定压热容 31.004 10 J/(kg·K)



1.2.3 热仿真方法

采用有限元方法对惯性传感器整体热控制系统的传热过程进行数值仿真，为简化数

值计算过程，补充以下假设：1) 惯性传感器内抽真空，可忽略空气的对流换热；2)除真

空腔外忽略其他辐射换热；3)假设参与辐射的表面均为漫灰表面。基于以上假设，该系

统可简化为一个瞬态的传热过程，由导热微分方程(10)和表面对表面辐射方程(11)描述：

( )T
c k T q
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式中，ρ 为材料密度，c 为材料的定压比热容，k 为材料的等效导热系数，T 为温度，q

为热源单位时间体密度。
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式中， rq 为辐射热流密度， J 为单位时间内离开固体表面单位面积的总辐射能，单位为
2W / m ；G 为单位时间内投射到固体表面单位面积的总辐射能，单位为 2W / m ；为表

面发射率，模型中相关表面均有镀金涂层，取为 0.02； bE 为固体表面的黑体辐射力，是

与温度相关的函数。

将系统的三维模型导入有限元仿真软件，并按照表 2 定义各部件的材料及热物性。

给定安装板和散热板的在轨实测温度数据作为边界条件，如图 5 所示。采用四面体网格

进行网格划分，并进行了网格无关性检验，如表 3 所示。考虑到计算精度和计算资源，

选取网格数量为 122 万网格进行计算求解。对于瞬态求解器，时间步长为 0.5min，输出

结果的总时长为 420min。为提高计算精度，采用较小的容差因子 0.0001，并实时显示残

差及求解结果。
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图 5 温度边界数据图(a)安装板温度实测数据；(b)散热板温度实测数据；

Fig.5 Temperature boundary data (a) The measured data of the temperature of the installation plate;

(b) The measured data of the temperature of the heat dissipation plate



表 2 惯性传感器各部件材料热物性参数

Table 2 Thermal properties of each component of the inertial sensor

名称 材料名称
热导率

W/(m·K)
密度

kg/m3

比热容

J/(kg·K)

安装板及散热板 7075 铝合金 130 2810 960

热管 铜氨热管 20000 8960 390

加热片 硅 16.5 2145 1136

支撑架 钛合金 22 4510 530

钉子 不锈钢 7850 44.5 475

电极外壳 钼 138 10200 250

检验质量 金-铂合金 314 20000 130

真空层 稀薄空气 91.87 10 101.2 10 1004

表 3 网格无关性检验

Table 3 Grid independence verification

网格数
电极外壳

下表面温度（℃）

电极外壳

上表面温度（℃）

差值温度

（℃）

620744 27.1382 27.1351 0.0031

1225535 27.1439 27.1426 0.0013

1458842 27.1452 27.1439 0.0013

1568981 27.1467 27.1454 0.0013

1.3 低频段噪声估计频谱分析算法

对于噪声的测量与评估，通常可以从时域和频域两个方面进行，时域主要用来测量

和收集引力波及各种噪声信号，但微弱的引力波信号往往容易湮没在各种噪声中，故需

要通过频域来提取和识别分析引力波信号[13]。本文采用 LPSD 算法分析频域特性，相较

于其他方法，该噪声评估方法对不同的傅里叶分析频率采用不同的频率分辨率，并将数

据分段处理，可以解决大数据量、宽频带情况下容易出现的分段衔接不连续、较高频率

段出现毛刺的问题[14]。LPSD 算法的具体步骤如图 6 所示，主要包括对数频率的选取、

数据的分段处理和功率谱的归一化操作等。

根据奈奎斯特采样定理[15]，算法中对于频率范围的要求为：

min max 2
  s sf f

f f
N

(12)

式中， sf 为采样频率， N 为数据总量， minf 为频率范围的最小值， maxf 为频率范围的最



大值。为满足天琴计划的测量带宽 1mHz~0.1Hz，本文中由数值模拟给出温度信号的采

样率为 1/3Hz，总数据点为 8410 个。

图 6 LPSD 算法流程图[13]

Fig.6 LPSD algorithm flow chart

2 结果及分析

2.1 时域温度分析

图 7 为第 420min 时空间惯性传感器的温度云图。由于电极外壳材料的高导热特性，

电极外壳上下表面温度差很小(~0.007K)。安装板上的温度受热控制系统的作用而十分均

匀，整体温度大约在 300.15~300.45K 之间。对于散热板而言，温度明显低于安装板，是

整个系统中的“低温区”，温度约为 299.52K。热管上的温度从安装板侧到冷却板侧逐渐

降低，与两板相比，热管上的温度梯度更大，温度变化更为剧烈。安装板上的热量可以

通过高导热热管快速传导至冷却板并散出。

图 8 为电极外壳上下相对表面的温度差在 0~420min 内的变化。从图中可以看出，

仿真计算获得的温差曲线有周期性波动，与温度边界周期波动类似，温差波动周期为

5750s，从温度数据的极值范围来看，最大温差为 0.0076K，远小于温度边界条件波动幅

值(~0.02K)，幅值的衰减幅度约 2.5 倍，说明通过主动热控制系统的调制之后，温度波动

幅值有明显降低。

图 7 第 420 分钟温度分布图

Fig.7 Temperature distribution at 420 min
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Fig.8 The temperature difference signal diagram between the relative surface of the electrode shell

2.2 频域温度分析

结构各位置的时域温度信号通过 LPSD 算法分析，可得到各温度扰动功率谱如图 9
所示。可以看出散热板的温度扰动功率谱最大，说明其扰动最剧烈，这是因为其参与外

太空的辐射换热，而安装板受到主动热控制系统的调控后，相较于散热板有更好的温度

稳定性。电极外壳整体温度扰动在目标带宽基本小于安装板上的扰动，这是因为安装板

的测点在其下表面而电极外壳位于安装板上表面，中间存在导热和安装板自身的热积累，

使温度传到安装板上表面时扰动减小。在电极外壳内部，其下表面温度扰动较上表面更

高，这是因为热量从电极外壳下表面传到上表面时也存在导热和内部检验质量的热累积，

使温度传到电极外壳上表面时温度扰动减小。

针对本文计算加速度噪声所需的电极外壳相对面温差信号，其温差功率谱在天琴计

划的测量带宽内呈下降趋势，在低频 10-3Hz 温度功率谱出现峰值，此时温度信号的能量

最强，为 1 1/21.3 10 K / Hz ；随着频率的增加，温度信号能量逐步衰减，到高频上界 0.1Hz
时约为 5 1/210 K / Hz ，低频下的扰动上限比高频下高出约 4 个数量级，说明对于天琴而言，

在低频下温度扰动更剧烈，故低频温度波动是天琴未来热控设计需重点关注的问题。

2.3 加速度噪声分析

根据 1.1 节公式(2)(4)(7)中给出的各温度效应与加速度噪声的关系及相关参数，可计

算出在真空腔真空度 510 Pa 时各温度效应引起的每 K 温差下对检验质量非保守力值，记

为 β，单位为 pN/K，如表 4 所示。可以看出，出气效应对测量的干扰最大，β达到 28.4pN/K，

其次是辐射计(26.7pN/K)和辐射压效应(10.1pN/K)。在三种效应中，辐射计效应是对真空

气体压强敏感的温度效应，如果真空腔内压强在 610 Pa，相比 510 Pa 减小一个数量级时，

此时其 β也将减小一个数量级，仅为 2.67pN/K，相对于其他温度效应很小可忽略不计。
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Fig.9 Power spectrum diagram of temperature disturbance

在辐射压效应中，由于真空腔间距相对于检验质量尺寸不可忽略，且辐射压效应与

相关表面的辐射性质有关，引入系数RP 对公式进行修正。当表面进行镀金处理等增强

发射率时，热光子会在吸附前撞击多个表面，使检验质量受到的力更加均匀，抑制辐射

压效应。出气效应对气体分子数和种类敏感，活化温度低的粒子会比活化温度高的粒子

具有更高的出气速率，可以通过预热惯性传感器减小出气效应，另外如果排气装置能尽

可能排出真空腔体内存在以及出气效应中脱附的气体分子，可减小温度扰动产生的干扰。

表 4 510 Pa 时 β值

Table 4 β at 510 Pa

温度效应 β(pN/K)

辐射计效应 26.7

辐射压效应 10.1

出气效应 28.4

总温度效应 65.2

将温差扰动代入前面分析给定的关系式中，得到加速度噪声功率谱，如图 10 所示。

可以看出出气对加速度噪声的影响最大，接下来依次是辐射计效应和辐射压效应。三种

效应导致的加速度噪声均在所求范围内呈现下降趋势，与温度扰动的衰减情况类似，说

明在低频下加速度噪声较高频更大。总噪声功率谱幅值在 10-3Hz 时最大为
12 2 1/23.57 10 m / (s Hz )  。
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Fig.10 Power spectrum diagram of acceleration noise

2.4 与已有在轨测试结果对比

将本文结果与目前已有的在轨试验结果进行对比，如表 5 所示。LISA Pathfinder 卫
星是 LISA 计划的先行卫星，于 2015 年发射升空，其在轨测试显示[16]，在温度控制为

10-3K/Hz1/2@1mHz 的条件下，温度效应对受力的贡献值系数 β 为 20pN/K，温度扰动对

加速度产生的噪声在 0.1Hz 时低于 15 2 1/21 10 m / (s Hz )  。天琴一号卫星是天琴工程的首

颗技术示范卫星，于 2019 年发射升空[17]，第一轮在轨试验获得的加速度噪声中卫星残

余加速度在 0.1Hz 时约为 10 2 1/21 10 m / (s Hz )  。本文在温度控制为 0.13K/Hz1/2@1mHz
的条件下，计算得到温度扰动的加速度噪声值在 0.1Hz 时为 16 2 1/21.82 10 m / (s Hz )  ，结

果量级接近；在 10-3Hz 时加速度噪声最大，为 12 2 1/23.57 10 m / (s Hz )  ，与天琴计划要

求的 15 2 1/210 m / (s Hz )  相比，存在 3 个多数量级的差距，这也意味着还需要进一步提高

温度控制要求，理论分析对空间引力波探测而言，需要对惯性传感器环境温度控制达到

10-5 K/Hz1/2数量级。

表 5 已有在轨测试结果与本结果对比

Table 5 The comparison between the existing on-orbit test results and present results

来源 温控水平@1mHz 0.1Hz 时加速度噪声值

LISA Pathfinder 卫星
3 1/210 K / Hz 15 2 1/21 10 m / (s Hz ) 

天琴一号
1/20.025K / Hz 10 2 1/21 10 m / (s Hz ) 

本文结果
1/20.13K / Hz 16 2 1/21.82 10 m / (s Hz ) 

3 结 论

本文基于传统热管控温方案，分析了温度扰动对空间惯性传感器加速度测量的影



响，建立了温度扰动与加速度噪声的关系，结合数值模拟与时频转换计算得出各温度效

应引起的加速度噪声值，主要结论如下：

(1) 惯性传感器中各温度效应产生的加速度噪声可归纳为温度扰动功率谱密度与各

效应非保守作用力系数 β（pN/K）的乘积，受温度扰动和系数 β的共同影响。

(2) 基于理想状态即系数 β 取常数时，各温度效应对加速度噪声贡献的相对大小仅

与大小 β 有关，从大到小依次为出气效应( 12 2 1/21.55 10 m / (s Hz )  )、辐射计效

应( 12 2 1/21.46 10 m / (s Hz )  )和辐射压效应( 13 2 1/25.52 10 m / (s Hz )  )。
(3) 受温度扰动功率谱密度的影响，三种效应引起的加速度噪声均在所求范围内呈

现下降趋势，说明在低频下温度扰动的影响较高频更大。总噪声在 10-3Hz 时最

大，为 12 2 1/23.57 10 m / (s Hz )  ，与天琴目标 15 2 1/210 m / (s Hz )  相比，存在 3 个

多数量级的差距。

(4) 三种效应引起的噪声可通过减小温度扰动或减小各 β 值进行衰减。采用对辐射

计效应减小压强，对辐射压效应增强相关表面发射率，对出气效应通过干燥装

置尽可能提前排出气体分子等方式减小对加速度测量的影响。
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摘要：由于非晶结构的无序性，非晶硅材料的热导率较低且传热机理较为复杂，这并不利于器件的热管理。

本文采用分子动力学方法结合机器学习势函数，使用原子沉积的方法构建了非晶硅模型。通过径向分布函

数等方法对有序度进行了表征，给出了沉积参数与有序度之间的联系。此外，本文对非晶模型的热导率进

行了计算与谱分解，分析了结构与热输运性质之间的潜在联系。该工作有望促进对非晶材料中热输运机理

的理解，给出非晶材料热管理的方法。

关键词：微纳尺度传热；非晶硅；热导率调控；结构有序度；分子动力学

0 前言

非晶态是自然界物质的重要形态之一。非晶态物质是典型的包含多体相互作用的非平

衡体系，其组成单元之间存在相互作用[1]。但不同于晶态物质，其空间结构不存在周期性。

这种结构的无序性导致了非晶物质在电学、热力学性质等方面与晶体之间的巨大差异。非晶

硅作为一类非常重要的非晶态物质，由于其优异的光电性质与成熟的制备工艺，有着广泛的

应用前景[2, 3]。此外，由于非晶硅结构较为简单，使其成为了研究非晶微观结构与物性之间

潜在关系的首选材料[4]。另一方面，由于非晶结构的复杂性与多样性，对于非晶物性的研究

充满了困难与挑战。

在热学性质方面由于周期性的缺乏，声子气理论在非晶态物质中变得不再适用，需要

建立新的模型对其传热机理进行充分的解释。其中较为著名的是 1993 年 Allen 与 Feldman
所提出的 AF 理论[5, 6] (Thermal conductivity of disordered harmonic solids)。他们在谐波近似的

条件下将非晶材料中的振动模式按照频率分为了传播子(propagons)、扩散子(diffusons)与定

域子(locons)三类，以对每类振动模式的热输运性质进行详细的区分。但 AF 理论低估了传播

子对于非晶热输运过程的影响，所预测的非晶热导率值偏低。近年来也有部分学者考虑了非

谐性对 AF 理论进行了完善[7]，非晶硅中的热输运机理得到了进一步的揭示。

目前已有大量的实验获取到了非晶硅样品，自从 1976 年 Spear 等人通过辉光放电法第

一次制备出了非晶硅薄膜以来[8]，各国学者通过溅射沉积法[9, 10]、化学气相沉积法[11]以及电

子束蒸发[12]等多种方法获得了包括块体、薄膜与纳米管在内的各式非晶硅结构。样品的热导

率可以通过时域热反射[13]等多种方法精确测得，但在不同环境下获得的样品热导率数值差

异较大，因此通过实验很难发掘样品微观结构与热输运性质之间的潜在联系。随着计算机技

术的迅速发展，分子动力学与第一性原理计算等数值模拟方法成为了构建两者之间关系的重

要的手段。第一性原理计算十分昂贵，且目前算力所能构建的模型尺寸远远不足以对非晶硅

材料的多样性进行全面的表征。分子动力学方法的计算成本相对较为低廉，但根据晶体结构

的实验结果所总结的经验势函数对于非晶结构并不可靠。近年来兴起的机器学习势函数成为

* 基金项目：国家自然科学基金（No. U22A20210, No. 12174276, No. 52106083）
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了经验势函数的优良替代品[14]，使得分子动力学在非晶材料方面的应用价值大大提高。

在数值模拟中，材料性质的正确表征的前提是对其结构进行合理且正确的构建。目前

常用构建非晶模型的方法包括 WWW 键交换算法[15]与熔化-淬火[16-18]的方法。前者获得结构

的物理意义并不明确，而后者的仅能通过改变淬火速率对模型进行有限的调整。得益于机器

学习势函数的发展，使用分子动力学方法对非晶结构的表面进行准确表征成为了可能。

综上，在本文中我们将通过原子沉降的方法构建多个独立的非晶硅模型，使用齐次非

平衡分子动力学与谱分解的方法对其热学性质进行分析，以探寻非晶硅结构有序度与其热输

运性质之间的潜在关系。

1 非晶硅模型的构建与热导率计算

1.1 模拟原子沉降的方法构建非晶硅的理论模型

原子沉降方法获得非晶硅模型的流程可以简单概括如下：构建基底并在基底上添加缺陷

以更好地进行沉降，之后将基底放入恒温恒容系综(NVT)进行一段时间的弛豫以获得稳定结

构。构建 n 种不同的原子基团便于选取，将主体程序放入循环，在每个循环中随机抽取不同

的几种原子基团，在一定范围内赋予初始速度进行沉降，循环大小即为沉降步数。当沉降厚

度达到基本要求后，结束循环。去除基底以及 z 方向上表面沉降不平整部分，以获得最终的

分析结构。图 1 给出了模拟流程的示意图。

图 1 原子沉降过程示意图

Fig. 1 The atomic deposited process.

1.2 固体热输运性质计算理论模型

在分子动力学中，常用的热导率计算方法包括基于 Green-Kubo 理论的平衡分子动力学

方法(EMD)[19]，基于傅里叶导热定律的非平衡分子动力学方法(NEMD)[20]以及基于线性响应

与微扰理论的齐次非平衡分子动力学方法(HNEMD)[21, 22]。在计算效率方面，HNEMD 与

NEMD 方法要远高于 EMD 方法。但对于目标尺寸较长的系统，使用 HNEMD 方法进行计

算时需要对驱动力的大小选值进行测试，在保证计算结果收敛的前提下尽可能的选择大驱动

力值，以使计算结果尽快达到收敛，节约计算时间。

在本文中，我们通过 HNEMD 方法对非晶硅样品的热导率进行了计算[21]。该方法需要

施加一外部驱动力⃑ܨ以使得系统达到一个非平衡状态，每个粒子的额外受力⃑ܨ
௫௧可以表示为
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[21]：
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其中，ܧ是粒子 i 的总能量ࢃ 是粒子 i 的 3×3 位力矩阵，其可以表示为[23]：
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在线性响应状态下，热流⃑ܬ的非平衡系综平均值〈ܬ〉ሬሬሬሬ⃑与⃑ܨ有如下的线性关系[23, 24]：
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这里ߢ是热导率张量，T 是系统温度，V 为系统体积。

在固体中，样品的瞬时热流可以表示为[22]：
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这里 vi为第 i 个原子的速度，根据前文中对于位力矩阵的定义，将式(2)代入式(4)中：

i iJ v 


iW (5)

位力矩阵定义的引入可以简化热流与其相关量的计算。

在 NEMD 与 HNEMD 方法的基础上，我们可以继续对热导率进行谱分解。首先我们可

以将位力-速度相关函数表示如下[24]：

( ) (0) ( )i
i

K t v t 
 

iW (6)

图 2 三次独立的 HNEMD 计算所得非晶硅模型热导率结果，灰色虚线表示热导率以达到收敛值。基底温

度与沉降速率分别选取为： (a) 300 K，5 Å/ps；(b) 300 K，10 Å/ps；(c) 500 K，10 Å/ps
Fig. 2 Amorphous silicon model thermal conductivity results obtained from three independent HNEMD

calculations. The gray dashed lines indicate the thermal conductivity to reach the convergence value. The substrate
temperature and deposition rate are chosen as: (a) 300 K, 5 Å/ps; (b) 300 K, 10 Å/ps and (c) 500 K 10 Å/ps.

当 t=0 时ܭሬሬ⃑(ݐ) 即为瞬时热流(式(4))。对式(5)进行傅里叶变换[22]以得到：
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令式(7)中的 t = 0，我们可以得到如下的非平衡热流的谱分解结果[24]：
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将式(8)代入式(2)，谱热导率可以表示为[24]：
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且该方向的总热导率：
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使用 HNEMD 方法可以快速准确的计算出模型的热导率大小，本文中的部分计算结果

见图 2(a)-(c)。当热导率随时间的平均值收敛后，即可得到准确的模型热导率值。

2 计算结果及分析

2.1 非晶硅模型结构有序度表征

本文主要研究了基底种类、基底温度以及沉积速率等对于所得 a-Si 样品的影响。所有的

分子动力学模拟中均使用 Yan 等人在 2021 年所开发的 NEP 机器学习势函数[24]，分子动力

学模拟均通过 GPUMD 软件包来实现[25]。沉降过程中的晶体基底选取包含 5760 个硅原子的

金刚石构型的晶体硅，为了使沉降原子可以与基底进行更好的作用，在晶体基底的上表面随

机删去了部分原子并进行一定时间的热弛豫，以达到添加缺陷的目的。非晶基底选取尺寸为

97.7526 Å×97.7526 Å×25 Å 的 a-Si 进行模拟，该结构通过熔化-淬火的方式得到。沉降原子

均匀随机地放置在基底上方，并赋予其竖直向下的初速度。沉积模拟中使用 Nose-Hoover 热
浴器[26]控制基底温度。沉降原子对基底进行冲击时会导致基底出现 z 方向的位移，最终会导

致整体的沉降结构获得向下的速度从而导致沉降过程的失败。因此，基底最底层部分被“冻

结”（不因其他原子的作用而发生位置改变）以吸收沉积原子带来的多余能量。

我们首先使用晶体硅基底进行了沉降模拟，所得模型如图 3(a)所示，红色部分为晶体基

底，白色部分为沉降后的非晶硅结构。可以看出在沉降初期位置（红白原子界面）的硅原子

排列十分整齐，有疑似结晶的现象出现。图 3(b)中结构密度随着沉积厚度的分布图，c-Si 为
晶体基底沉降，a-Si 为非晶基底沉降。从图 3(b)中可以看出，初始沉降的结构密度要远高于

该结构平均值 2.23 g/cm3，即部分结晶的出现产生了较为致密的结构。此外，图 3(c)中对于

径向分布函数 RDF 计算结果也明显看到了 4.2 Å 附近的第三峰值集中，更印证了部分结晶

的这一观点。当沉降厚度达到 10 Å 以上时，结构才逐渐失去长程有序度，得到了较为纯净

的非晶硅结构。我们推测是晶体基底的选用会对沉积模拟产生一定的影响，当沉降原子与基

底作用时，基底充当了类似晶核的作用。使得沉积原子团保留了部分基底结构的“记忆”，

更容易发生结晶。

图 3 晶体基底沉降模拟结果：(a) 使用晶体硅基底的原子沉降示意图，红色为晶体基底，白色为沉降

结构；(b) 沉降结构的沿 z 方向密度分解结果，其中 a-Si 为非晶基底，c-Si 为晶体基底；(c) 沉降结构与

热弛豫 5 ps 及 10 ps 后的结构 RDF 曲线对比

Fig. 3 Simulation results of crystal substrate deposited: (a) Schematic diagram of atomic decomposition using
a crystalline silicon substrate, with the crystalline substrate in red and the decomposed part in white; (b) Density
decomposition results along the z-direction of the decomposed structure, where a-Si is the amorphous substrate

and c-Si is the crystalline substrate; (c) Comparison of the RDF curves of the decomposed structure with those of
the structure after thermal relaxation of 5 ps and 10 ps.
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另一方面，出现这种现象的原因也有可能受模拟时长的影响。即随着模拟时间的增加，

基底附近的沉降原子在平衡位置做微小的振动，在晶体基底的作用下结构会向着结晶的方向

转变。在这种情况下，体系的结晶程度会随着模拟时间的推移而增加，甚至当模拟时间足够

长时整体的沉降体系可能都转变为晶体硅结构。为测试模拟时长是否会同时导致结晶现象的

出现，我们将使用晶体基底，沉降速率为 0.5 Å/ps 的模拟体系整体取出，在 Nose-Hoover 链
恒温器的控制下对模型进行了 5 ps 及 10 ps 弛豫，并计算对比了三种结构的 RDF 曲线。若

曲线中的峰值出现了明显集中，则代表着弛豫时间对于体系结晶也非常重要，RDF 对比结

果如图 3 (c)。三条曲线基本重合，随着弛豫的进行未发生峰值的聚集或发散。因此，模拟时

长的增加不会对系统结构产生明显的影响，部分结晶的来源仅是沉降原子与基底之间的作用，

进而导致构型上出现了类似晶体的性质。为防止结晶对所模拟的非晶结构产生较大影响，后

续将选择使用熔化-淬火得到的非晶结构作为沉降的基底。经测试选择非晶硅基底后，这种

部分结晶的现象消失。为获得纯净非晶结构，后续将使用非晶硅基底进行模拟过程。

在基底温度方面，我们分别选择了 300 K，500 K，700 K 和 900 K 的温度进行研究，沉

降速率选取为 5 Å/ps。模型的短程有序度 SRO 通过径向分布函数 RDF 与键角分布函数 ADF
进行了表征[27]，中程有序度 MRO 通过最短原子环统计与二面角分布进行了表征，其结果见

图 4。其中 RDF 可以与实验测量获得的结构因子 S(Q)通过傅里叶变换进行比对从而验证结

构的正确性，对比结果见图 4(a)。可以看出二者拟合较好，且所获模型的密度均在 2.23 g/cm3

上下浮动，这与实验下获得样品的密度（~2.28 g/cm3）相近。综上，我们认为沉降法所获模

型的正确性较高。

图 4 不同基底温度的沉降结构有序度表征：(a) 径向分布函数；(b) 键角分布函数进行表征；(c) 最短原子

环统计；(d) 二面角分布

Fig. 4 Order parameters characterization of the deposited at different substrate temperatures: (a) Radial distribution
function; (b) Bond angle distribution function for characterization; (c) Shortest atomic ring statistics; (d) Dihedral

angle distribution
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当基底温度在 700 K 以下时，RDF 曲线第一个峰值随温度的升高而升高，且峰值位置

没有出现偏移。在第二峰值出也出现了同样的趋势，这表明高基底温度可以得到较高有序度

的结构。当基底温度进一步升高到 900 K 时，第一个峰值并未继续升高，在第二峰值处反而

略有下降。在 ADF 曲线中也出现了相似的情况，这表明 700 K 的基底温度足以为体系提供

一个足够高的能量，使其充分完成弛豫，得到较为有序的结构。此时再次对基底进行升温，

对生成结构的 SRO 基本没有影响。

在 MRO 的对比方面，六元环分布随着基底温度的升高其占比明显升高，但在 900 K 下

仍低于熔化-淬火结构。二面角分布方面四个温度下差异不大，700 K 与 900 K 下的分布略为

集中。此外，对比 300 K 与 500 K 的基底温度下获得的模型，我们发现对于两者的四种有序

度表述均十分相近，这一定程度上代表着两种结构的相似性。我们认为，出现这种现象的原

因是 500K 的基底温度仍相对较低，无法为沉降原子提供足够的能量达到更稳定的构型。因

此，若要通过升高基底温度的方式对非晶硅模型的结构有序度进行调控，至少需要 700 K 的

高温。

此外，我们进行了不同沉积速率的模拟，我们分别选用了 0.5 Å/ps、1 Å/ps、5 Å/ps 与
10 Å/ps 的沉降速率在 500 K 的基底温度下进行了模型的构建。但对结构的表征结果发现，

沉降速率对于所获模型的有序度影响与改变基底温度相比变化较小（图 5(a)）。即使进一步

增大沉降速率至 100 Å/ps 与 150 Å/ps 时结构有序度也不会出现较大变化。我们认为对于非

晶硅这种以四配位原子为主的非晶结构，沉降速率对其的影响是较为局域的，故并不会对整

体的有序度产生较大改变。

但值得注意的是，当使用不同沉降速率时原子沉积的机理会发生变化。速率较低时沉降

原子当接触到基底时会“漂浮”在基底表面，层层堆叠实现了非晶结构的生长。速率增大后

部分原子动能较大，可以植入到基底中较为深入的部分，并会与周围的原子发生碰撞并产生

一定的影响。另一方面，当沉降速率较低时，沉积结构中可能会出现较大的原子团簇聚集的

现象，最终导致模型中出现较大的缺陷。小速率下获得的沉降结构模型如图 5(b)-(c)所示，。

可视化程序由 OVITO 软件包提供[28]，原子根据 z 方向坐标进行着色。减小沉降团簇尺寸至

1~5 个原子可以很好的解决该问题。

图 5 不同沉降温度的沉降结构模拟结果：(a) 不同沉降速率下所获结构的 RDF 对比；(b) 小速率下的沉降

模型的可视化结构（俯视）；(c) 小速率下的沉降模型的可视化结构（整体）

Fig. 5 Simulation results of deposited structure with different settling temperatures: (a) Comparison of RDF of the
structures obtained at different decomposition rate; (b) Visualization of the structure of the deposition model at

small rates (overlook); (c) Visualization of the structure of the deposition model at small rates (overall).

上述模拟表明，模拟原子基团沉降的过程可以获得较为合理的非晶硅结构。但沉降方法
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随机性较高，模型内容易产生较大的内应力与缺陷。若对较低基底温度下获得的样品进行不

发生相变的二次升温过程，或将进一步提高结构的有序度并消除结构中的缺陷。为此，我们

先对模型的相变温度进行了估计，对非晶硅模型升温过程中的密度与势能随温度的变化如图

6(a)-(b)。模型的密度与势能分别在 1187~1298 K 与 1190~1300 K 的温度范围，表明了体系发

生相变的温度区间。故二次升温热弛豫的研究将选取 10 Å/ps 的沉降速率、300 K 的基底温

度以及 700 K 与 900 K 的升温幅度。

二次升温热弛豫后的体系与初始结构相比内应力得到了有效的降低，且结构的 sp3杂化

率分别比之前提高了 1.54%（700 K）和 1.76%（900 K）。其结构有序度也有着明显的改善，

这表明二次升温过程可以有效的消除结构的缺陷与内应力，获得更为稳定的结构。对于二次

升温结构与同基底温度下进行沉降结构的有序度对比见图 6(c)-(e)。在 RDF 曲线中两种方式

并无明显差异。而在 ADF 曲线中，900 K 的温度下两方法的计算结果较为一致，在 700 K 的

温度下两者的差异较为明显。这说明 700 K 的升温幅度，并不足以使得系统进行充分的热弛

豫。在环统计的分析中，两温度下的六元环占比均出现了明显的差异，而在二面角分布的对

比中两温度下却又均拟合地较好。这表明热弛豫过程对于较多原子的有序度修正方面效果较

弱，而对于较少原子的小结构的修正能力较强。对于较大的原子环结构，破坏原有的 n 元环

并使其改变为六元环所需克服的能垒较高。另一方面，在沉降阶段中即开始构成六元环所需

的能量相对较低，在较高能量下更容易直接生成六元环结构。在两者的共同作用下，导致了

改变基底温度时模型内六元环相较于二次升温热弛豫模型的更集中分布。

图 6 二次升温热弛豫过程：(a) 模型密度随温度的变化；(b) 模型势能随温度的变化；(c) 径向分布函数；

(d) 最短原子环统计；(e) 键角分布函数；(f) 二面角分布进行表征

Fig. 6 Secondary heating thermal relaxation process: (a) Variation of mass density energy as a function of
temperature; (b) Variation of potential as a function of temperature; (c) Radial distribution function; (d) The

shortest atomic ring statistics; (e) Bond angle distribution function; (f) Dihedral angle distribution.

2.2 非晶硅模型热导率的计算

对于基底温度不同以及二次升温过程的沉降模型，使用 HNEMD 方法计算所得的热导

率如表 1 所示。各个模型 X、Y 方向上的热导率值均相近，表现出了非晶硅模型横向的各向

同性。其热导率计算值分布在 1.1~1.8 W/(m∙K)的区间，与实验上测得的 1~2 W/(m∙K)的热导
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率符合较好[29, 30]。从表中可以看出随着基底温度的升高，结构热导率呈现逐渐上升的趋势。

在 700 K 后热导率增幅减小，这与高温下结构 SRO 与 MRO 的收敛有关。相比于沉降速率

对于模型热导率的改变，改变基底温度对其的影响更为突出。对比 900 K 与 300 K 的结构，

在高基底温度下热导率较后者提高了 34.1 %。这也印证了结构有序度与模型热输运性质之

间的关联性。其热导率会随着有序度的升高而提高。

对于二次升温热弛豫结构，与不同基底温度的计算结果横向对比可以发现，同温度下二

次升温后结构热导率略低于基底温度不同的结构。在 700 K 和 900 K 的两种温度下，二次升

温结构热导率仅有改变基底温度结构的 80.68 %和 96.86 %。这是由于二次升温仅会在小范

围内对不合理的结构进行有限的修正，而基底温度的改变会影响整个模型范围。但当热弛豫

温度足够高时，其对结构有序度的修正程度也会明显的增强。此外，当升温至 700 K 时热导

率并不会产生非常显著的影响（升高约 3.25 %）。结合之前对于结构有序度的分析，在不发

生相变的情况下对非晶硅结构进行二次升温热弛豫的优化，使其获得足够的能量至少需要

900 K 的环境温度，使得不合理的原子结构越过势垒达到稳定状态。即若要通过二次升温的

方式对沉降模型结构进行有序度以及热导率方面的调控，至少要将温度升高至 900 K 后，模

型才会出现显著的改善。

表 1 基底温度不同以及二次升温过程的沉降模型热导率计算结果

Table1 Thermal conductivity of the deposited structure at different substrate temperatures and secondary
heating process.

基底温度
(K)

沉降速率
(Å/ps)

X 方向热导率
(W/(m∙K))

Y 方向热导率
(W/(m∙K))

300 5 1.154 1.238
500 5 1.419 1.469
700 5 1.656 1.623
900 5 1.750 1.726

二次升温(700 K) \ 1.336 1.315
二次升温(900 K) \ 1.695 1.699

我们使用谱热流分解的方法获得了具有频率的热导率，并根据 AF 理论[5, 6]以及 Lv 等人

的研究成果[7]，将类声子的传播模式和扩散模式的分界定为 2 THz，扩散模式与局域模式的

分界定为 16 THz。对于基底温度不同的结构，其谱热导率分解结果见图 7(a)-(b)。可以看到

在 300~700 K 的温度下，热导率的差异主要来源于传播子贡献随基底温度的升高，扩散子的

贡献略有升高，但与传播模式相比其变化较小。当温度继续升高至 900 K 时，结构传播子对

热导率的总贡献与 700 K 下相比几乎没有差异。但在 900 K 的基底温度下，4~6 THz 的扩散

子对于导热的贡献产生了进一步的加强。另一方面，传播子峰值位置并没有明显的温度依赖

性。在 500 K 以下第一峰值位置出现蓝移，而在持续升温后传播子的峰值反而向着低频方向

移动。在高温下热载流子的第一峰值位置出现在 0.75 THz 附近，在原低温峰值处的频率对

热导率的贡献没有明显变化。这意味着升高基底温度对结构的改变会首先导致 1~2 THz 的

热载流子被激发，更多的参与热输运。

进一步升高基底温度时，高频传播子达到饱和，更多低频的传播子被激发，导致了模型

整体热导率的升高。当基底温度进一步升高时，结构 MRO 增加，SRO 的变化较小。此时传

播子的贡献达到饱和，更多的扩散子被激发参与了热输运过程。从图 7(b)中可以看出，基底

温度在 700 K 以下时传播子对于热导率的贡献比重基本呈线性增加，传播模式在热输运中的
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比重逐渐升高。当继续升温至 900 K 时，传播子的贡献基本持平，扩散模式对热输运的贡献

明显升高导致传播子贡献占比的下降。结合之前对沉降体系结构的分析，700 K 与 900 K 结

构有序度表征上的差异主要体现在最短原子环统计上，而其他表征基本相同。这可能意味着

传播模式对体系 SRO 的变化比较敏感，而扩散模式主要与体系 MRO 有关。

基底温度不同结构与二次升温结构之间的横向对比如图 7(c)，(d)所示。可以发现在 900
K 的温度下两种方法所得热导率的差异不大，二次升温结构的传播子贡献略高。相反，对于

700 K 的温度，热导率的差异就变得非常明显。二次升温结构的热导率值要远远低于基底温

度初始选用 700 K 的结构。在图 7(c)中的可以看出差别来源主要是频率小于 2 THz 的传播

子。频率较大的扩散子对于热导率的贡献基本持平。热导率的变化趋势与结构有序度的变化

十分相似，即 700 K 的二次升温幅度可以较好的提高模型的 MRO，但由于此时的原子在各

个方向均被近邻原子束缚，原子结构的重新调整需要更大的能量，而 700 K 的退火能量不足

以使得结构的 SRO 发生明显变化(图 6(c)-(f))，从而导致结构内低频传播子改变不大。

图 7 热导率的谱热导分解结果：(a) 不同基底温度的谱热导分解；(b) 不同基底温度下的热载流子贡献占

比；(c) 二次升温过程与相同温度下谱热导的对比；(d) 二次升温过程与相同温度下热载流子贡献占比的

对比

Fig. 7 Spectrally decomposed thermal conductivity of the deposited structures: (a) Decomposition of spectral
thermal conductivity at different substrate temperatures; (b) Percentage of hot carrier contribution at different

substrate temperatures; (c) Comparison of the secondary heating process with the spectral thermal conductivity at
the same temperature and (d) Comparison of the secondary heating process with the percentage of hot carrier

contribution at the same temperature.

上述现象很好的印证了有序度与非晶硅中热输运性质的强相关性，我们对于模型热输运

性质的分析表明结构 SRO 的增加会增强低频传播子的热输运过程，而结构的 MRO 更多的

是通过影响 4~7 THz 的扩散子从而影响导热。由于传播子的频率较低，热输运距离较大，故

模型 SRO 的升高会有效的降低传播子的散射过程，从而导致其贡献的升高。与之相比，扩
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散子的频率较高，传输距离较短，故对结构 MRO 的变化可能会更加敏感，但其同时也会随

着结构 SRO 的增加而略有升高。

3 结论

在本文中，我们使用经典分子动力学模拟，通过原子基团沉降的方法进行了非晶硅模型

的制备。我们通过更换基底材料、改变沉降速率和基底温度等方法模拟获得了多个独立的非

晶硅模型。之后，我们对结构的短程、中程有序度进行了表征。通过对沉降结构进行了不发

生相变二次升温热弛豫过程，有效地降低了沉降结构中的应力，获得了更为均匀，稳定的非

晶硅模型。

通过齐次非平衡分子动力学方法以及谱热流分解的方法对上述模型进行了表征，给出了

热导率随结构有序度以及制备参数的变化规律。对于尺寸为 10 nm 左右的纯净非晶硅模型，

其热导率的计算值均在 1~2 W/(m∙K)之间，符合前人实验的研究成果。

最后，我们通过谱热流分解的方法细化了各类热载流子对于非晶硅中热输运过程的贡献。

将不同模型的谱热流分解结果进行了综合比对，给出了传播子与结构短程有序度，扩散子与

结构中程有序度之间的关系，对非晶材料中的传热机理进行了进一步的解释。
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摘要：机器学习（machine learning，ML）预测热电优值（thermoelectric figure of merit，ZT）是一种有前途

的方法。本研究采用自动编码器（autoencoder，AE）和 LightGBM 相结合的方法， 10 次交叉验证的 R2 为

0.94，表明本模型可靠的准确性。对 130000 份材料进行了大致的预测，确定了 13 种具有较高 ZT 值的材

料，4 个是现有的热电材料，9 个是未来实验研究和验证的理想候选材料。通过调整模型超参数和利用 AE

来提高数据质量，解决了小数据集的局限性，为广泛筛选有前景的材料提供了一种有效的策略。

关键词：热电材料; 热电优值；自编码器；LightGBM；温度

0 前言

热电（thermoelectric，TE）材料是一种可将热能和电能相互转换的功能材料。1823 年发

现的塞贝克效应[1]和 1834 年发现的珀耳帖效应[2]为 TE 能量转换器和 TE 制冷的应用提供

了理论依据[3]。如图 1（a）所示，当温度梯度（ΔT）应用于由 n 型（电子传输）和 p 型（空

穴传输）元件组成的 TE 对时，热端的移动电荷载流子扩散到冷端，产生静电势（ΔV），这

被称之为塞贝克效应[1]。塞贝克系数（S = ΔV/ΔT）是其中一个重要参数。相反，如图 1（b）
所示。当一个电压施加到 TE 对上时，载流子试图通过在一个连接器上吸收能量并在另一个

连接器上释放能量来恢复电子平衡，这种效应称为珀尔帖效应[2]。

图 1 热电效应示意图

基金项目：该工作受国家自然科学基金（No. 51776116，52176081）和上海市科技计划（No.

22010500600）资助。



在可持续发展的研究中，人们广泛关注的领域是如何减少臭氧的消耗、减少温室气体的

排放以及降低化石燃料的使用。近几年，将工业过程中产生的废热和住宅供暖中的废热高效

转化为电力的潜在技术备受瞩目。这项技术的独特之处在于，在热电转换的过程中，没有任

何气体排放和其他污染物的产生，这使得它不仅能够满足当今社会不断增长的能源需求，同

时也能够减少对环境造成的污染物排放所带来的损害[4-5]。热电领域的核心是利用 TE 材料

实现废热转换为电能的高效技术。TE 技术基于塞贝克效应和珀尔帖效应，具有无运动部件、

高可靠性和可扩展性等优点[6-8]。它为废弃物的资源回收利用提供了解决方案，目前已经在

商业化应用中得到广泛应用，如温差发电、热电制冷、激光二极管冷却器以及汽车和卡车余

热回收发电设备[9-10]。人们通常用无量纲的热电优值（ thermoelectric figure of merit，
ZT） 来评价材料的 TE 性能 ,一般情况下 ZT 值利用公式来进行评估 :

ZT =
(Sଶ σ)

k
，（k = kୣ + k୪） （1）

其中 S 是塞贝克系数,σ 是电导率,T 是绝对温度,ke 和 kl 分别代表电子热导率和晶格热导率。

TE 材料的性能取决于其 ZT 值，ZT 值越高表示材料性能越好，与器件的效率成正比。然而，

ZT 表达式中的输运系数相互耦合，控制这些参数是一个复杂的问题。例如 σ 的提高通常伴

随着 S 的降低,这导致 TE 材料的 ZT 值一般难以得到大幅度的提高[11-12]。过去几十年来，材

料的研究依赖于经验实验，但由于实验方法的成本与时间消耗，科学家们逐渐采用第一性原

理[13]、密度泛函理论（density functional theory ，DFT）[14-16]和机器学习（machine learning，
ML）[17-18]方法来进行材料研究。DFT 方法和 ML 方法各有优缺点。DFT 虽然可以获得大量

数据集，但所使用的计算设备成本较大且所有材料的性能无法被完整的计算[19]，而本文采用

的 ML 方法可以低成本有效地搜索巨大的空间[20]。

ML 可以基于数据集学习隐藏在其中的规则，并建立模型进行相应的预测。与传统的材

料设计方法相比，ML 优势在于其高效的算法能够加速材料的发现 [21]。由于 ZT 预测的准

确性和可靠性受到数据质量、特征选择、模型选择和训练等多个因素的影响。因此，在进行

ZT 预测时，需注意数据的真实性和有效性，并结合领域知识对模型进行合理的设计和优化。

对于 TE 材料，ML 方法通常用于预测塞贝克系数、功率因数、电导率、能带结构、晶格导

热系数、载流子浓度范围和带隙。例如 Furmanchuk 等人[22]使用随机森林模型来预测 300K
至 1000K，不同温度下的塞贝克系数。Yuan 等人[23]提出了一种可以在任意载流子浓度下快

速预测塞贝克系数系数的神经网络模型。Qin 等人[25]构建了用于预测导热率的 15 个模型，

其中神经网络模型在预测材料导热系数方面比其他模型表现更好。然而，由于数据集较小导

致精度较低。这些 ML 方法很少用于预测 TE 材料的 ZT 值[24-26]。在本研究工作中，基于材

料的组成成分，而不是固定材料的 TE 性能，采用一种更通用更新颖的方法，利用自动编码

器[27] (autoencoder, AE)从高维 TE 材料特征数据中提取数据的主要特征，降低了重要特征的

损失，提高了特征表示的学习能力。最后，我们还考虑到了温度对 ZT 的影响。

1 方法

1.1 数据集的获取

用于机器学习的数据需要包含给定材料的结构信息和其他物理特性，这些数据一般通过

实验研究、理论计算或者材料数据库获得。随着计算机技术在材料领域的应用发展，材料数

据库的数据基本满足此项目的实验需求。

本文数据为实验所测得的材料 ZT 值，而非依赖于 DFT 研究。通过从已发表的文章实

验数据中获取训练数据集来支持研究工作，数据集包含了不同材料的 ZT 值以及与之相关的

温度测量数据。为了扩展数据集还结合了加州大学圣巴巴拉分校的热电材料数据库，最终获

得了包括 866 种不同化合物在内的 7265 条数据。如图 2 所示，在 50 K 到 1300 K 区间范围

内所记录的 ZT 值范围由~0.001 到~2.7。从图 3 的直方图也可以清晰的看出大部分 TE 材料



的 ZT 值是小于 1 的，而一些高于 1.5 的材料仅占 12.8%(93 例)。如图 4，就组成而言，收集

到的材料中占比最高的由 4 个元素构成(392 例)。此外，如图 5，在这些材料的组合中发现

了 63 种不同的元素，其中 Sb 是贡献最大的元素。预测数据取自 Materials Project（MP）数

据库中的包含初始数据中出现过的元素所组成的材料，但由于稀土元素不稳定且难以提取，

在本项工作中预测数据过滤掉了稀土元素。

图 2 收集的初始数据集中温度所对应的 ZT 值

图 3 初始数据集 ZT 值的分布
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图 4 统计不同元素数量构成的化合物

图 5 初始数据集材料中元素的占比

1.2 特征生成

对于晶体材料，通常使用包含组成成分和晶体结构相关特征的混合特征集来描述学习过

程中的材料[28]。在本工作中，初始数据集中收集的大多数材料都不是纯相，因此只使用组成

成分特征而不是混合集。为了最大化利用要使用的数据集，只提取这些材料的组成特征。



Matminer[29]中的 Magpie[34]是一个用于材料特征提取和分析的 Python 库，它提供了一系列函

数和工具，用于从晶体结构数据中提取有关化学元素、结构、组成和性质的特征信息。本文

利用 Magpie 从化学式中计算了 145 个初始特征。这些特征的计算基于化学元素的不同性

质，例如元素在周期表中的位置、价层电子（s、p、d 和 f）以及来自氧化过程的化学计量属

性和物理化学性质，如电负性、离子特性和熔点等。

1.3 特征工程

在 ML 过程中不需要 TE 领域的专业知识，但合适的输入特征数量是至关重要的。而传

统的特种工程在过滤冗余特征的过程中，可能会损失掉部分重要特征，我们希望尽可能降低

重要特征的损失。自编码器（autoencoder，AE）[27]是一种神经网络，它将输入数据编码重构

为输出数据，由于能够对潜在变量进行非线性降维，因此可以有效地实现此目标。

图 6 自动编码器流程示意图

1.4 预测模型

LightGBM 是一种实现梯度提升决策树（gradient boosting decision tree，GBDT）算法的

框架 [30]，支持高效的并行训练、更快的训练速度、更低的内存消耗、更好的准确性以及分

布式支持快速处理海量数据。其采用了一种生长策略的方法（名为 leaf-wise），该策略会优

先选择具有更大梯度的叶子节点来进行分裂以更好地拟合数据集。然而这种策略的缺点是可

能会导致过度拟合，因为它倾向于生成更深的决策树。为了避免 LightGBM 中的过拟合问

题，可调优的超参数包括“num_leaves”(每棵树的叶子数)、“max_depth”(树的最大深度)和
“learning_rate”(用于平衡类的权重)。



图 7 按叶子结点生长示意图

2 结果分析

本文建立的优化预测 LightGBM 模型的检验结果为 R2=0.94。该结果显示，LghtGBM 模

型表现出合理的准确度。得分高于 Xu 等人 [29] 使用随机森林建立了 ZT 预测模型（0.9），
这种差异可以归因于三点。首先，在本学习过程中使用的 TE 材料的数据量较大（866）。如

图 1 中的数据特征所示，学习过程中包含的材料组合范围越广，目标模型的学习结果越有

效。其次可能与使用的 LightGBM 算法有关，它采用具有深度限制的叶向算法。叶向算法的

优势在于可以减少误差，在相同的分叉次数下获得更好的准确率。最为重要的一点是，本研

究降维所用的 AE 模型作为一种神经网络，可以提取更有效的新特征，这类似于主成分分析

（PCA），但 AE 性能更强。AE 输入与输出的神经元数目是完全一致的，隐层神经元数目比

较少，这样可以使网络提取到更重要的特征，而不是将输入直接复制到输出里。

图 8 本文所建立模型的测试结果

利用实验合成的 TE 材料 Nb0.8Ti0.2FeSb[31]、Zr0.5Hf0.5NiSn[32]和 Ti0.9NiSn0.9Mn0.1Sb0.1[33]的

热电现象进一步验证了本模型的可靠性。图 9 是实验测得的 ZT 值和 ML 预测的 ZT 值的对



比图。 从图 9 可以看出，这些材料实验所得的 ZT 值随着温度的升高而升高。研究所采用

的 ML 方法预测所得到的 ZT 值也随着温度的升高而升高，这与实验所得的趋势结果相符

合。这表明所建立的模型能够成功地再现所研究的 TE 材料的热电行为。

图 9 实验测得的 ZT 值和 ML 预测的 ZT 值

在通过测试和实验案例结果证实其准确性和可靠性后，本模型被纳入拥有 TE 性能的数

据集下的大规模预测过程。利用该模型固定在 600K 温度下对 130,000 条热电相关材料进行

预测，保留包含初始数据集中存在的化学元素的材料。出于成本、环境、可替代性和性能优

化的考虑，过滤掉包含稀土元素的材料，得到了 8 条有希望的候选材料（如表 1 所示）。调

查得知其中 3 个候选材料已经被确认为热电材料，5 个候选材料则是未来实验研究和验证的

理想选项。

由于 600 K 属于低温范畴，因此本研究更进一步预测了 300 K 到 1300 K 下候选材料在

温度上的表现，如图 10 和图 11 所示。从图 10 和图 11 可以看出，预测的几种材料中 CrAgSe2
和Zn13Sb10的ZT值预测结果较差，在 800K处这两个材料性能表现趋于平稳，其中CrAgSe2
在 600 K 处 ZT 值出现大幅提升在 1140 K 处 ZT 值出现小幅提升后开始缓慢下降。Zn13Sb10
性能表现一般，在 700 K 到 940 K 趋于稳定 950 K 开始缓慢下降。AgSb(Te8Pb7)2 性能表现

较好，其在 720K 处 ZT 值最佳。In(CoSb3)16 和 In(CoSb3)20 的 ZT 值分别在 630K 和 660K 急

速上升，在 700K 处达到峰值。

表 1 由 ML 模型确定的在 600 K 下最有希望的 13 个候选材料

Mp_Id Formula ZT_Pred Loss Appear

mp-1229237 AgSb(Te8Pb7)2 1.12688345 0.00020297 No

mp-1224696 In(CoSb3)16 0.91337961 0.00000346 No

mp-1224652 In(CoSb3)20 0.92669754 0.00000326 No

mp-570708 CrAgSe2 0.77861700 0.00030800 No

mp-570748 Zn13Sb10 0.77646689 0.00000736 No

mp-1191566 Zn6Sb5 0.84995277 0.00010936 Yes

mp-1008903 MgAgSb 0.75991116 0.00032392 Yes



mp-29666 Bi2Te2Se 0.75423026 0.00038330 Yes

图 10 理想热电材料 AgSb(Te8Pb7)2、In(CoSb3)16 和 In(CoSb3)20在 300 K 到 1300 K 下的表现。

图 11 理想热电材料 CrAgSe2和 Zn13Sb10 在 300 K 到 1300 K 下的表现。

考虑到表 1 所得到的理想候选材料的 ZT 值表现并不是很好，可能是因为 600 K 属于低

温范畴。故利用该模型固定在 1300 K 温度下进行预测，得到了 8 条有希望的候选材料（如
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表 2 所示）。调查得知其中 1 个候选材料已经被确认为热电材料，7 个理想候选材料中有 3
个（In(CoSb3)16、In(CoSb3)20 和 AgSb(Te8Pb7)2）出现在了表 1 中。

表 2 由 ML 模型确定的在 1300 K 下最有希望的 8 个候选材料

Mp_Id Formula ZT_Pred Loss Appear

mp-1224696 In(CoSb3)16 1.36109675 0.00019169 No

mp-1224652 In(CoSb3)20 1.35295262 0.00018907 No

mp-1229237 AgSb(Te8Pb7)2 1.34569625 0.00047861 No

mp-673655 Cu9Se5 1.23946414 0.00026267 No

mp-684605 Cu17Se10 1.20610896 0.00039410 No

mp-684970 Cu19Se11 1.2045173 0.00035107 No

mp-1227035 Co10SnSb30 1.00431583 0.00040291 No

mp-684525 Cu2Se 1.28126969 0.00018054 Yes

通过 AE 结合 LightGBM 方法对理想候选材料进行 600 K 到 1300 K 区间范围内 ZT 值

预测，预测结果如图 12 和图 13 所示。从图 12 可以看出，预测的三种材料中 Cu9Se5 预测

的 ZT 值表现较好，大约在 1100 K 左右接近峰值后慢慢趋于稳定。Cu17Se10和 Cu17Se10 表现

出来的结果是类似的，重合度也较高，Cu9Se5、Cu17Se10 和 Cu17Se10 三种材料可能是由于组

成元素一致使得其结果表现趋势相似。这个表现也在图 13 的 In(CoSb3)16 和 In(CoSb3)20 的变

化图中可以看出。在 1300 K 下预测理想候选材料中 Co10SnSb30 表现最为平淡处于 760 K 到

1120 K 和 1160 K 到 1300 K 这两个范围内处于缓慢上升趋势。

图 12 理想热电材料 Cu9Se5、Cu17Se10 和 Cu19Se11 的 ZT 值在 600 K 到 1300 K 下的表现。
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图 13 理想热电材料 In(CoSb3)16、In(CoSb3)20和 Co10SnSb30 的 ZT 值在 600 K 到 1300 K 下的表现。

上述四张图皆在高温处表现出较好的热电性能，通过对预测结果中已经发现了的热电材

料进行 300 K 到 1300 K 下的预测。如图 14 可以看出，高性能热电材料确实会在高温下表现

出更好的热电性能。

图 14 600 K 和 1300 K 下预测出的真实热电材料的 ZT 值在 300 K 到 1300 K 下的表现。
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3 结论

经过实验数据和结合 AE 和 LightGBM 的机器学习方法，成功构建了一种准确判断并预

测热电材料性能的模型。通过对比实验结果和模型预测的对应关系，验证了该模型的高准确

性。利用该模型对 130,000 条热电相关材料进行预测，出于成本、环境、可替代性和性能优

化的考虑，过滤掉包含稀土元素的材料，对最终的 38414 条数据进行 ZT 值筛选，得到了 13
条有希望的候选材料，并调查了温度相关性。其中，4 个候选材料已经被确认为热电材料，

而 9 个候选材料则是未来实验研究和验证的理想选项。因此，基于该模型，我们能够快速识

别新型热电材料。考虑到材料数据库的快速发展，这种通过调整模型超参数和利用 AE 来提

高数据质量的方法，不仅为寻找新型热电材料提供了有效的途径，还为广泛筛选有前景的材

料提供了一种有效的策略。
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摘要：本文采用分子动力学方法对铜铝材料在不同轧制铜铝尺寸比，退火温度下界面金属间化合物生

成进行研究，并探讨对界面热力性能的影响。随着铜铝尺寸比的增加，界面层金属间化合物的生成先增

加后降低，在尺寸比为晶格常数比时金属间化合物最多。随着退火温度的升高，界面处金属间化合物的

生成量逐渐增加。金属间化合物的增加可以提升界面层等效声子热导率，也会降低剪切强度。同时位错

密度也会影响声子散射和力学性能，需要综合分析。

关键词：铜铝复合材料；分子动力学模拟；金属间化合物；声子热导率；剪切强度

0 前言

铜铝复合材料同时具备铜和铝的高导电性、高导热性、耐腐蚀性和轻质等特点，且

极大程度的降低了材料的成本，可以极大程度的实现以铝代铜的目标[1-3]。因此铜铝复

合材料(Copper/Aluminum composite, Cu/Al) 在冶金、能源、航空航天和电子等行业具有

极具广泛的应用[4-6]。目前铜铝材料主要的制备工艺包括冷轧复合、铸轧复合、连铸复

合等[7-9]，其中轧制复合因其生产成本低、效率高而得到了广泛的研究和应用[10-12]。
而轧制复合工艺中，轧制和退火过程会在界面处产生金属间化合物，严重影响材料的性

能[13-15]。因此对轧制及退火过程金属间化合物的生成及对热力性能的研究极为重要。

目前，针对 Cu/Al 的轧制复合已经进行了许多的研究。Kim 等人的研究表明，轧制

态 Cu/Al 在 400℃退火时首先会在界面形成 Al2Cu 和 Al4Cu9两层金属间化合物，而后随

着退火时间的不断增加，界面逐渐变为 Al2Cu、Al4Cu9 和 AlCu 三层金属间化合物[16]。
Chen 等研究了不同退火温度和时间对轧制 Cu/Al 界面结合强度的影响，结果表明，随着

退火时间的增加，Cu/Al 的界面结合强度先增加再降低[17]。
尽管在铜铝复合材料轧制工艺的研究已经有所进展，但这些研究主要集中在实验方

面，这就导致不能清楚的得到轧制和退火过程中结构和性质的变化。而随着计算机和分

子动力学的逐渐发展，分子动力学模拟方法已经被证明可以从原子层面解释原子在不同

情况下的扩散及金属间化合物的生成。如 Wen 等研究了退火对空位缺陷铝附近原子晶格

结构的影响及缺陷的演变，发现退火对晶格的影响与空位的大小有关[18]。Wang 等模拟

了 Cu/Al 界面在富铝侧（Al2Cu-Al）和富铜侧（Cu-Al4Cu9）的强度，发现富铝侧力学性
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能较弱，说明断裂一般从界面处铝侧开始[19]。
回顾之间的文献，尽管已在铜铝复合材料性质的微观模拟方面取得了一定的进展，

然而对于轧制及退火中金属间化合物的生成分析仍然不足，金属间化合物对界面热力特

性定量关系尚不明确。综上，本文采用分子动力学模拟方法对铜铝复合材料在不同轧制

铜铝比和退火温度下界面金属间化合物的生成及热、力性能进行研究，计算不同轧制铜

铝比，退火温度对界面金属间化合物生成情况，分析金属间化合物对界面热、力性能的

影响，并统计了位错密度，讨论其对剪切强度和声子散射的定量关系。研究结果将为轧

制及退火工艺制备铜铝复合材料提供一定的指导。

1 研究方法

1.1 Cu/Al 模型及分子动力学模拟

采用开源软件 Lammps 进行分子动力学模拟，并采用 OVITO 软件对结果进行可视

化分析。Cu/Al 模型包括上侧的铝区域和下侧的铜区域，如图 1 所示。初始模型采用铜

和铝在 X 和 Y 方向尺寸相同，而 Z 方向不同的 Cu(m)-Al(n)模型。其中铜在 X 和 Y 方向

的尺寸为 28 aCu×28 aCu，铝在 X 和 Y 方向的尺寸为 25 aAl×25 aAl，m 和 n 代表铜和铝

在 Z 方向上的晶胞数，铜晶胞的晶格常数 aCu 为 0.3615 nm，铝晶胞的晶格常数 aAl 为

0.4082 nm，通过改变 m 和 n 的大小得到不同尺寸比的 Cu/Al 模型，如图 1(a)和(b)显示

了 Cu10-Al22 和 Cu22-Al10 两种铜铝尺寸比模型。本文选用 Cai 等[20]提出的嵌入原子

(embedded atom method, EAM)势函数，可以综合考虑金属中电子云密度的作用，已经被

证明很好的描述金属间原子的相互作用[21-22]。

图 1 Cu/Al 模拟模型。铜铝比为(a) Cu10-Al22；(b) Cu22-Al10 时初始模型结构。(c) 轧制模拟示意图。

压下率为(d) 0.5；(e) 0.55 时模型变化

Fig.1. Cu/Al simulation model. The initial model structure when the size ratio of copper to aluminum is (a)

Cu10-Al10; (b) Cu22-Al10. (c) Schematic diagram of the rolling simulation. The model changes when the

reduction ratio is (d) 0.5; (e) 0.55



对不同模型在 300 K 下 Z 方向进行均匀压缩以模拟轧制过程，如图 1(c)所示，应变

速率为 0.005 ps-1，图 1(d)和(e)显示了压下率为 0.5 和 0.55 时模型变化。为了模拟不同退

火温度对 Cu/Al 性能的影响，通过文献调研，本文将退火过程分为升温、保温、降温三

个阶段[18, 23]。其中升温阶段将模型温度从 300 K 升至设定温度，保温阶段将模型在设

定温度保持一端时间，降温阶段将温度从设定温度降为 300 K，升温、保温、降温三个

阶段的时间均为 0.5 ns。在模拟过程中采用的时间积分步长为 1 fs，在轧制和退火模拟过

程保持 X 和 Y 方向的压力为 1 个大气压，模拟中在 X 和 Y 方向采用周期性边界条件，

同时，沿垂直 Z 方向固定铜底部和铝顶部的 3 层原子。

1.2 界面金属间化合物的生成

由于铜铝在复合过程会在界面生成大量的金属间化合物，因此对界面金属间化合物

生成的分析极为重要，本文采用了 X 射线衍射模拟 (X-ray Diffraction, XRD)，径向分布

函数 (radial distribution function, RDF)，势能分析分析界面金属间化合物的生成。XRD 是

指使用 X 光射线入射晶体时，不同晶体会产生不同方位与强度的衍射线，根据产生的衍

射线可以判断未知材料所含有的结构， Coleman 基于 XRD 原理，成功在 Lammps 中实

现了 XRD 模拟[24]。RDF 定义了每个系统原子的不同相邻原子的位置，本质上是被计算

组的原子数密度和其平均密度的比值，可以通过不同结构的 RDF 的对比来判断材料的

组成部分，也可以根据 RDF 的大小判断结构的有序度[25]。
当给定一定原子后，为了确定这些原子所属的相，可以将它的势能与对应该相的结

构中相同种类的原子势能进行比较，当势能相一致或接近时，便可认为这些原子处于该

相，故通过统计 Cu/Al 模型中与金属间化合物同种原子所处势能的原子个数便可大致统

计出生成的金属间化合物数量[26]。
由于轧制过程铜铝材料界面处会相互扩散形成界面层，因此对界面层的判定极为重

要。本文认为当一种材料内部区域中另一种原子含量超过 5%时，便将该区域处于界面

层。基于界面层及其厚度的定义，可进一步计算界面层的性质。

1.3 界面热力特性计算

本文采用非平衡分子动力学计算界面声子(NEMD)方法计算界面层等效声子热导率，

非平衡分子动力学计算界面层声子传热性能时，一般通过对材料施加热流来使材料内部

产生温度梯度，再根据界面层的温度梯度计算界面层的声子传热[27-28]。具体模拟流程

为，对轧制后的模型在 300 K 下进行弛豫，然后在 NVE 系综下进行计算，通过在一端施

加热流 ΔE，另一端减少相同的热流来实现顶热流的过程，本文热端和冷端的厚度均为

0.6 nm，热流大小为 80 ev/ps。界面层等效声子热导率基于傅里叶导热定律计算

݇=
ܮܧ∆

ܣܶ∆
(1)

其中，ΔE/A 是施加热热流密度；A 为界面处的横截面积；ΔT/L 为界面层内部的温度梯

度；ΔT 为界面层在 z 方向的温差；L 为界面层厚度。



本文通过剪切的方式来模拟不同情况下 Cu/Al 力学性能的变化。通过对铝侧顶部施

加沿 X 轴方向的应变来实现剪切模拟，并通过剪切过程的应力-应变曲线得到剪切强度，

剪切强度是材料力学性能的重要判断标准。本文采用剪切变形速率为 0.001 ps-1，并在剪

切过程中保持压力为一个大气压。

2 结果与讨论

2.1 不同轧制铜铝尺寸比对金属间化合物生成的影响

本节选用轧制压下率为 0.55 时结构作为研究对象，分析了不同轧制铜铝尺寸比对界

面金属间化合物的影响。因为不同铜铝尺寸比下铜和铝的原子数不同，故研究纯铜或纯

铝的 RDF 并不能很好的反应金属间化合物的生成规律，因此选用铜铝间的 RDF 随不同

铜铝尺寸比的变化。图 2 (a)显示了界面处铜铝原子间 RDF 随铜铝尺寸的变化，发现随

着铜尺寸占比的增加，铜对铝的 RDF 先降低后升高，并在 Cu16-Al16 模型即铜铝尺寸比

为晶格常数比时 RDF 最小，说明铜铝原子排列相对无序，更容易相互复合形成金属间化

合物，此时界面处生成较多的金属间化合物。之后进行势能分析以进一步验证该结论，

图 2 (b) 给出了不同铜铝尺寸比下界面处铜原子的势能分布，并在图中给出了金属间化

合物对应势能。图 2 (c)统计了图 2 (b)中处于金属间化合物对应势能的铜原子数以对金属

间化合物的生成进行定量分析，可以看出随着铜铝尺寸比的逐渐增加，生成金属间化合

物的铜原子数先增加后降低，并在铜铝尺寸比为晶格常数比时取得最大值，说明此时在

界面处生成了较多的金属间化合物，这与图 2 (a) RDF 的结果相一致。图 2 的结果共同

说明了在铜铝尺寸比为晶格常数比时轧制会导致界面处铜铝原子扩散更为充分，在界面

处生成较多的金属间化合物。

图 2 不同铜铝比下金属间化合物生成分析。不同铜铝比下(a) 界面处铜铝之间 RDF；(b) 界面处铜原

子势能；(c) 生成金属间化合物的铜原子个数的变化。

Fig.2. Analysis of intermetallic compound formation under different size ratio of Cu to Al. variation of

(a) the RDF between Cu and Al at the interface; (b) the potential energy of copper atoms at the interface; (c)

the number of copper atoms generated into intermetallic compounds for different size ratio of Cu to Al

2.2 不同轧制退火温度对金属间化合物生成的影响

本节采用Cu16-Al16模型研究了压下率为 0.55时不同退火温度对界面金属间化合物

生成的影响，图3 (a)展示了轧制及不同退火温度下界面处铝原子之间的RDF。可以看出，

随着退火温度的增加，RDF 逐渐下降，说明随着退火温度的增加，界面处铝的原子排列

无序度增加，更容易发生扩散形成金属间化合物，且随着退火温度的升高，界面处金属



间化合物的生成量也逐渐增加。为了进一步验证图 3 (a)的结论，图 3 (b) 给出了轧制态

及不同退火温度下界面处铝原子的势能分布及处于金属间化合物对应势能，并基于此，

在图 3 (c)中统计了处于金属间化合物对应势能的铝原子数。图 3(c)的结果显示了退火后

生成金属间化合物的铝原子个数有所增加，说明退火能够促进界面金属间化合物的生成。

同时随着退火温度的上升，生成金属间化合物的铝原子数也不断增加，说明随着温度的

升高，更多的铜铝原子形成了金属间化合物，这与实验中随着退火温度的增加，界面层

厚度逐渐增加的结果相符[29]。这是因为随着温度的增加，铜原子和铝原子所含能量增

加，从而有更多的原子能够突破扩散能的势垒，实现扩散迁移，相互结合形成金属间化

合物[30]。

图 3 不同退火温度下铜铝金属间化合物生成分析。不同退火温度下界面处(a) 铝原子之间 RDF；(b)

铝原子势能；(c) 生成金属间化合物的铝原子个数的变化

Fig.3. Analysis of the generation of copper-aluminum intermetallic compounds at different annealing

temperatures. Changes of (a) RDF between Al atoms, (b) potential energy of Al atoms, and (c) number of Al

atoms for the formation of intermetallic compounds at the interface at different annealing temperatures.

2.3 不同轧制工艺下界面热、力性能的变化

本节研究了不同铜铝比，退火及退火温度对 Cu/Al 界面热力性能的影响，并与 2.1，
2.2 节界面金属间化合物的生成相结合分析界面热、力性能变化原因。图 4 (a)显示了界

面层等效声子热导率随铜铝尺寸比的变化，发现随着铜铝尺寸比的逐渐增加，界面层等

效声子热导率先增加后降低，在铜铝尺寸比接近晶格常数比时取得最大值。图 4 (b)给出

了剪切强度随铜铝尺寸比的变化，发现剪切强度的变化与界面层等效热导率变化规律相

反，即随着铜铝尺寸比的增加，剪切强度先减低后增加，在铜铝尺寸比接近晶格常数比

时取得最小值。根据图 2 结果可以看出，随着铜铝尺寸比的增加，界面处生成的金属间

化合物先增加后减少，这些金属间化合物的生成可以让界面的连接更为紧密，使得铜铝

界面的温度分布更为连续，从而降低界面处的声子散射，导致界面层等效声子热导率增

加。同时脆硬金属间化合物的产生会导致界面处的力学强度有所降低，从而导致剪切强

度降低，因此产生了界面层等效声子热导率和剪切强度变化趋势相反的情况。界面层金

属间化合物的生成现象可以很好的解释界面层等效声子热导率和剪切强度的变化。



图 4 不同铜铝比下界面热、力性能变化。(a) 界面层等效声子热导率；(b) 剪切强度

Fig.4. Variation of interfacial thermal and force properties for different size ratio of Cu to Al. (a)

Equivalent phonon thermal conductivity of the interfacial layer. (b) Shear strength

最后研究了退火及退火温度对界面热、力性质的影响，同样采用 Cu16-Al16 模型进

行分析。图 5(a)显示了 Cu/Al 在不同退火温度下界面层等效声子热导率的变化，可以发

现随着退火温度的升高，界面层等效声子热导率先降低后升高，并在 600 K 时取得最小

值，但总的来看退火对界面层等效声子热导率的影响较小，变化不明显。图 5 (b)给出了

不同退火温度对剪切性能的影响，得到退火可以大幅度提升剪切强度，并且随着退火温

度的上升，剪切强度先增加后降低，在 600 K 时剪切强度最达到最大值，这与实验中在

接近 400℃时剪切强度最大相匹配[6, 19]。结合图 3 中 Cu/Al 金属间化合物的生成随退火

温度的增加而增加可以发现，在退火温度小于 600 K 时，界面层热、力性能的变化与金

属间化合物的变化与之前的分析结果相反，因此需要进一步分析，这里选用位错密度作

为进一步分析的参数。图 5 (c)给出了 Cu/Al 退火前模型的位错密度，发现退火可以显著

增加位错密度，并且随着退火温度的增加，位错密度先增加后降低，在 600 K 时取得最

大值，与界面层等效声子热导率成反比，与剪切强度成正比。由于位错密度的增加会增

加声子散射，降低声子传热[31]。因此 Cu/Al 位错密度的变化可以很好的解释界面层等

效声子热导率的变化，并且由于位错对声子散射的影响相对较小，因此界面层等效声子

热导率的变化幅度不大。

位错对力学性能也有着显著的影响，当位错密度较大时，随着位错密度的增加，材

料的强度也有所增加，这是因为当位错密度较大时，随着位错密度的增加，位错之间相

互交错，从而阻碍了位错的滑移，增加了材料的强度[32-33]。因此，退火后 Cu/Al 位错

密度的大幅增加导致了材料的剪切强度的增加，而随着退火温度的增加，位错密度的变

化趋势与剪切强度的变化趋势相同，即位错密度与剪切强度成正相关，这证明了位错密

度的强化作用，也可以很好的解释剪切强度的变化。



图 5 不同退火温度下界面热、力性能变化。(a) 界面层等效声子热导率；(b) 剪切强度；(c) 位错密度

Fig.5. Changes in thermal and force properties of the interface at different annealing temperatures. (a)

Equivalent phonon thermal conductivity of the interface layer. (b) Shear strength. (c) Dislocation density

3 结 论

本文采用分子动力学模拟研究了不同轧制铜铝尺寸比和退火温度条件下 Cu/Al 界面

金属间化合物的生成，计算并分析了不同条件下界面层等效声子热导率和剪切强度。主

要结论如下：

(1) 分析了不同轧制铜铝比和退火温度对 Cu/Al 界面处金属间化合物的生成的影响。

Cu/Al 界面金属间化合物的生成随铜铝尺寸比的增加先增加后降低，并在晶格常数比时

生成最多的金属间化合物。退火会导致金属间化合物的生成有所增加，并且随着退火温

度的升高，金属间化合物的生成逐渐增加。

(2) 考察了不同铜铝尺寸比及退火温度对 Cu/Al 界面层等效声子热导率和剪切强度

的影响。Cu/Al 界面层等效声子热导率随铜铝尺寸比增加先增加后降低，在晶格常数比

时取得最大值，而剪切强度具有相反的趋势。退火对界面层等效声子热导率影响较小，

但总体来说随着退火温度升高，界面层等效声子热导率先降低后增加，在 600 K 时取得

最小值。但退火对剪切性能的影响较大，且与界面层声子传热的关系相反。

(3) 探索了 Cu/Al 金属间化合物对界面层等效声子热导率和剪切强度的影响，并引

入了位错密度进行进一步分析。金属间化合的生成会导致界面层等效声子热导率增加，

但脆硬的金属间化合物会降低剪切强度。同时位错密度的增加会增加声子散射，降低声

子传热，但会增加剪切强度，因此在分析时需要综合考虑两种因素。
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摘要：本文实验研究了 5wt%正丁醇水溶液和纯水两种工质在并联平板热管中的传热性能。实验分别

采用了 2mm、4mm 和 6mm 管径的并联平板热管，在不同倾角（-15~90°）状态下进行并联平板热管

的性能测试。结果表明，10W 至 20W 加热功率下，4mm 管径的并联平板热管具有最小的热阻；-15°

和 0°的倾角时，自湿润流体与纯水相比在并联平板热管中的传热热阻有明显下降；10W 的加热功率

时，所有运行倾角状态下，自湿润流体与纯水相比在并联平板热管中的传热热阻均有明显下降。

关键词：热管、自湿润流体、传热性能、安装角度

0 前言

电子技术是信息时代的基础，在当今社会中具有十分重要的作用。随着电子器件高

性能化和微型化发展，电子器件的热流密度逐步升高，散热的难度也随之加大，电子器

件内部温度升高会严重影响设备性能、稳定性和使用寿命，因此散热技术已经成为制约

电子技术发展的瓶颈之一。

热管是一种高效的非能动传热器件，利用内部工质的相变来传递热量。它具有导热

系数高、结构简单和可靠性高等优点，在电子设备散热领域得到广泛应用。然而，传统

热管管外换热系数低降低了其总体传热性能。为了提高热管管外换热性能，Shen 等[1]在

重力热管常规结构的基础上，提出一种新型平板平行流热管，对平板平行流热管的传热

性能进行实验研究，结果表明与相似条件下振荡热管相比，平板平行流热管具有更好的

传热性能。在此基础上，Shen 等[2]开发一种新型平行流热管换热器，并实验研究了其在

空调中的节能性能，实验结果表明，平板平行流热管换热器具有优良的传热性能和工作

稳定性，是一种很有前景的空调节能热交换器。国内外的学者对热管和自湿润流体的性

能方面进行了广泛研究。自湿润流体是一种特殊的流体，其表面张力表现出先降低后增

加的趋势。这种独特的表面张力变化趋势使得自湿润流体在特定的温度范围内具有出色

的润湿特性[3]。自湿润流体的概念最早由 Abe 等人[4]在研究某些高碳稀醇水溶液的传热

特性时提出。这些溶液由于各组分的沸点不同，易挥发的组分会优先发生沸腾，导致气

液界面形成组分浓度梯度，该梯度引起表面张力梯度，同时在气液界面产生的温度梯度

也会引起表面张力梯度。在双重表面张力梯度的作用下，液体形成了自发的 Marangoni
对流，使得液体在局部产生超高温区域的流动。这种现象可以起到润湿烧干部位，增强

沸腾传热的作用。使用自湿润流体作为工质时，可以显著提高热管的工作极限和热传输
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性能，并且能够克服传统重力热管在微重力环境下工质回流不足的问题。Hu 等[5] 研究

了自湿润流体对微振荡热管的增强传热效应，并进行了自湿润流体与去离子水的物性比

较。结果显示，自湿润流体因其表面张力随温度升高而增加的特性，能自动润湿热区域，

显著降低微振荡热管的热阻，提高工质的循环效率。Fumoto 等[6]进行了微脉动热管传热

性能的实验研究。结果显示，在低加热功率下，自湿润流体在微脉动热管中出现了稳定

振荡运动。而在高加热功率下，自湿润流体的导热系数明显高于其他流体。Bai 等[7]研究

了自湿润纳米流充液率对脉动热管换热性能的影响，实验结果表明 50%的充液率为最佳

充液率。Wu 等[8]使用聚四氟乙烯灯芯结构的自湿润流体改进循环热管系统，相对于水-
镍系统，总热阻减半，热流密度增加 50%以上，同时降低了热管的工作温度和压力，提

高了稳定性和安全性。Bineeta 等[9]对垂直方向设计的四圈脉动热管的强化传热参数进行

实验研究，结果表明 0.1wt%的己醇水溶液在脉动热管中运行时热阻小于去离子水在脉

动热管中运行时的热阻。黄清军等[10]研究了以 5°倾角充注 0.2wt%正庚醇溶液作为自湿

润流体工质的热管的传热性能和散热能力。结果显示，使用 0.2wt%正庚醇水溶液代替

水，可以将热管的传热极限提高至 600W以上，且在高功率情况下有效降低热管的热阻。

Savino 等[11]研究了普通自湿润流体和自湿润纳米流体作为工质时重力热管的传热性能，

结果表明充注自湿润纳米流体的热管比充注普通自湿润流体的热管具有更好的传热性

能。辛公名等[12]实验研究了 5wt%正丁醇水溶液自湿润流体在微小倾斜角度下与水的传

热性能对比，实验结果表明，在倾角为 0°时，自湿润流体相比水在重力热管中具有更

低的热阻和更大的传热极限，表现出更好的传热性能。而在其他小角度倾斜情况下，自

湿润流体同样显著提高了重力热管的传热极限，但也会导致热阻增加。这意味着自湿润

流体在不同倾斜角度下对重力热管的传热性能产生不同的影响。Zheng 等[13]采用流体体

积 VOF 模型对封闭微腔中的二元流体的 Marangoni 对流进行了数值研究，研究结果表

明对于自湿润流体，由于其特殊的表面张力特性，其液相质量流量和努塞尔数要比其他

流体大得多，有更多的冷凝液体回流到热区，使得热区的热性能得到了改善。Boubaker
等[14]对多孔介质中的相变现象进行了实验研究，测试的工作液为不同浓度的纯水和正丁

醇水溶液，实验结果表明，采用自湿润流体作为工质可以显著降低套管温度，提高毛细

管蒸发器的性能。Abe Yoshiyuki 等[15]研究以自湿润流体为工质的热管在微重力条件下

的性能，结果表明无芯热管在低重力条件下使用自湿润具有优异的传热性能。为拓宽并

联平板热管在微重力情况下的应用情况，本文对充注 5wt%正丁醇水溶液的自湿润流体

和水分别在 2mm、4mm 和 6mm 的并联平板热管，倾角为-15°、0°、30°、60°和 90°
下的传热特性进行实验研究，研究结果为拓展并联平板热管换热器在微小角度下的应用

具有重要的指导意义。

1 自湿润流体的制备及热物性参数

1.1 自湿润流体的制备

本文取正丁醇水溶液作为研究对象，正丁醇为无色液体，有酒精味，表 1 为正丁

醇的物理性质。本文制备质量分数为 5wt%的正丁醇水溶液，制取 500g 溶液用于实

验，故称取 25g 正丁醇溶液和 475g 纯水进行混合，混合后用超声波振荡器进行 40min
振荡，至两种液体均匀混合。



表 1 正丁醇物理性质

工质 沸点℃ 熔点℃ 密度 g/cm3
20℃时在水中的溶

解度

正丁醇 117.7 -90.2 0.81 7.7wt%

1.2 自湿润流体的物性参数

自湿润流体最大的特点在于自湿润流体的表面张力随温度变化趋势与一般流体不

同，从而推动流体流回高温区域。Chen 等[16]采用 Wilhelmy 吊片法，测量了不同浓度下

的异丙醇、正丁醇和正戊醇水溶液在 25℃到 65℃温度范围内的表面张力值，从中我们

可以得到体积分数为 6.2%的正丁醇水溶液的表面张力与温度的拟合多项式：
20.085 0.692 40.964t t    （1）

图 1 是体积分数为 6.2%的正丁醇水溶液表面张力随温度变化拟合多项式图
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图 1 表面张力随温度变化拟合多项式图

2 实验装置以及数据处理

2.1 实验装置

并联平板热管是一种新型热管，如图 2 所示，热管中各竖向管路均通过蒸发段底部

和冷凝段顶部的横向管路连通，在管内形成了多个回路。工质在管内流动时阻力明显降

低，降低了热管的驱动温差从而降低热管传热热阻。此外，通过多个回路的相互连接，

并联平板热管能够确保足够的液相工质回流至蒸发段，即使蒸发段受热不均匀也不会发

生局部烧干现象。这种设计在一定程度上提高了热管的传热极限，并使其工作机理融合

了重力热管和脉动热管的特点。本文采用了三种管径的并联平板热管，参数如表2所示。

并联平板热管由铝板加工而成，利用铣床在铝板上刻出管道，并通过将其与背板进行焊

接来实现密封。热管的整体尺寸为 350mm×60mm×8mm。并联平板热管分为蒸发段、

绝热段和冷凝段三部分，其蒸发段、绝热段和冷凝段长度分别为 100mm。



冷
凝

段
绝

热
段

蒸
发

段

热
量
散
失

热
量
输
入

图 2 并联平板热管工作原理图

表 2 并联平板热管样品参数

实验 样品
并联平板热管尺寸参数 mm

管长 管径 管间距 槽深

1 300 2 6 3
2 300 4 4 3
3 300 6 2 3

图 3 为并联平板热管传热性能测试系统示意图，该系统由加热系统、冷却系统、并

联平板热管系统和温度采集系统组成。加热系统利用 100mm×60mm 的硅橡胶加热带对

蒸发段进行加热，通过连接变压器实现对加热功率的控制。冷却系统由精宏 DKB-2215
低温型恒温水箱和水泵所组成，恒温水箱中的恒温冷却水在水泵的作用下通过冷凝段的

冷却水槽带走冷凝段的热量，最终流回恒温水箱中。恒温水箱的控制精度为 0.1℃，实

验中冷却水温的温度设置为 20℃。热管的蒸发段外部包裹石棉，同时热管外部包裹保温

棉以减少系统与环境的热量交换。温度采集系统由 T 型热电偶、数据采集器和工控电脑

组成。实验中将热电偶与安捷伦数据采集器 34970A 连接，通过对应软件进行温度的采

集，采集时间间隔为 10s。T 型热电偶测点布置如图 3 所示。其中蒸发段布置 9 个测点，

绝热段和冷凝段分别设置 6 个测点，同时在冷却水槽进出口分别设置一个热电偶。
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图 3 并联平板热管传热性能测试系统实验图

2.2 实验数据处理

根据并联平板热管运行特点，本文主要通过分析不同工况下热管表面温度的变化和

传热热阻来评价其传热效果。并联平板热管的传热热阻 R 定义为：

, ,e av c avT T
R

Q


 （2）

式中 ,e avT ， ,c avT 分别为并联平板热管蒸发段和冷凝段的平均温度，K ；Q 为蒸发

段输入热量，W。

并联平板热管蒸发段布置 9 个测点，其平均温度 ,c avT 为：
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并联平板热管冷凝段布置 6 个测点，其平均温度 ,c avT 为：

, , 16,17, 21
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i

c av

T
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…, （4）

本实验中Q UI ，其中U 和 I分别为电路中电压值（V ）和电流值（A ）。



作为衡量并联平板热管传热性能的主要指标，传热热阻越小，表征并联平板热管传

热性能越好。并联平板热管每排的平均温度为此排三个测点的平均值，如图 3 中所示。

2.3 不确定度分析

由于实验条件和测量方法的不确定性会导致测量结果存在一点的误差，为了评估测

量结果的可靠性和准确性，对实验结果进行了误差分析。所用 T 型热电偶的精度为

±0.2℃，电流表的精度为 0.01A，电压表精度为 0.1V 传热热阻 R 的相对不确定度用下

式计算：

2 2
R R

R Q T
Q T

  
   

    
   

（5）

计算得到传热热阻 R 的最大误差为 3.56%。

3 实验结果分析

3.1 不同管径下自湿润流体热管的传热性能

图 4 显示，使用纯水和自湿润流体，管径为 2mm、4mm 和 6mm 的并联平板热管在

不同安装角度下，随着加热功率增加，热阻下降。在 10W~20W 的加热功率范围内，4mm
管径的并联平板热管无论使用自湿润流体还是纯水，具有最低的热阻，其次是 2mm 管

径的，而 6mm 管径的热管热阻最大。出现这种现象的原因是，工质在 2mm 管径的并联

平板热管中流动阻力较大，在低加热功率下难以形成脉动现象，造成了热阻较大的现象，

而 6mm 管径的并联平板热管内的工质较多，在低加热功率下工质沸腾程度有限难以形

成脉动现象，造成了热阻较大。当自湿润流体作为工质，在 0°倾角下运行时，10W 加

热功率下 4mm 并联平板热管传热热阻相较于 2mm 与 6mm 并联平板热管分别减小了

21.5%和 42.6%。随着功率的增加，6mm 并联平板热管传热热阻快速下降，其下降速率

远超 2mm 和 4mm 并联平板热管。从图 4（a）和图 4（b）中可以看出，并联平板热管

在-15°和 0°的倾角下运行时，自湿润流体相较于纯水降低热阻的效果更加明显，然而从

图 4（c）、图 4（d）和图 4（e）来看，并联平板热管在 30°、60°和 90°的倾角下运

行时，自湿润流体相较于纯水降低热阻的效果不够明显，出现这种现象的原因是，在较

大的倾角下运行时冷凝液回流至蒸发段受表面张力的影响相较于重力的作用较小，因此，

纯水和自湿润流体二者返回蒸发段作用力的大小几乎相同，导致二者并联平板热管的传

热量趋于相同，从而使得二者热阻趋于相同。
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图 4 不同管径在不同倾角下传热热阻随加热功率变化

3.2 不同倾角和功率下自湿润流体热管传热性能分析

图 5 显示了在-15°和 90°倾角下，纯水和自湿润流体在 4mm 管径的并联平板热管

中壁面温度随加热功率变化的曲线。在-15°倾斜角下，自湿润流体的蒸发段温度明显低

于纯水，因为在这一角度下，自湿润流体有助于液体回流至蒸发段。而在 90°垂直角度

下，只在 10W 加热功率下自湿润流体的蒸发段温度低于纯水，因为在垂直角度下，液

体主要依靠重力回流，表面张力几乎不起作用，所以两者蒸发段温度相近。
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（a）水-15° （b）自湿润-15°
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图 5 -15°和 90°倾角不同工质并联平板热管壁面温度随加热功率变化

图 6 为以纯水和自湿润流体为工质，4mm 管径的并联平板热管在不同功率的状态

下传热热阻随倾角的变化关系。从图 6 中可以看出，随着倾角逐渐加大，自湿润和纯水

在并联平板热管中的传热热阻都呈下降趋势，当并联平板热管在-15°和 0°的倾角下运

行时，自湿润流体作为工质时相较于纯水降低热阻的效果更加明显，30W 加热功率下

4mm 并联平板热管在-15°和 0°倾角下运行时，自湿润流体在并联平板热管中传热热

阻相较于纯水分别降低了 8%和 6.6%，这是由于在-15°和 0°倾角的状态下，在并联平

板热管中没有重力回流作用，但自湿润流体中各组分的不同沸点导致低沸点组分率先沸

腾，形成了组分浓度梯度。由于低浓度组分的较大表面张力，它们自发地从冷端移向热

端，同时，温度梯度引发表面张力梯度和 Marangoni 对流，推动液体流向高温区域，有

助于工质回流至蒸发段，提高沸腾传热效率。同时，从图 6 中看出，随着倾角逐渐增大，

自湿润流体与纯水在并联平板热管稳定运行时的热阻之间的差距逐步减小，其原因是随

着倾角的增大，重力在冷凝液体回流中起到越来越大的作用，表面张力在回流中的作用

相对应的越来越小，因此二者热传输性能逐渐趋同。从图 6（a）中可以看出，当加热功

率为 10W 时，无论倾角如何变化，以自湿润流体作为工质时，相比纯水在并联平板热

管中传热热阻的下降都更明显，10W 加热功率下 4mm 并联平板热管在 90°倾角下运行

时，自湿润流体相较于纯水传热热阻降低了 7.5%，这是因为加热功率为 10W 时，蒸发

段温度较低，正丁醇的沸点较高，在加热功率较低时，正丁醇沸腾的不够剧烈，水沸腾

的更为剧烈，此时自湿润溶液中的浓度梯度较大，因此由浓度梯度引起的表面张力梯度

也随之增大，液体自发的润湿高温区域促进工质回流，增强了并联平板热管的传热性能。

从图 6（b）和图 6（c）中可以看出，当加热功率为 20W 和 30W 时，随着倾角的增大，

自湿润流体和纯水在并联平板热管中的传热热阻之间的差距逐渐减小。随着功率的增加，

并联平板热管蒸发段的温度不断上升，正丁醇的沸腾随着温度的升高变得更加剧烈，此

时自湿润流体中的浓度梯度较小，从而使表面张力梯度较小，因此表面张力对工质回流

起到的促进作用减弱，此时自湿润流体和纯水二者在并联平板热管中传热热阻相近。从

图 6（d）中可以看出，当加热功率为 40W，倾角为 30°、60°和 90°时，以纯水为工

质的并联平板热管热阻小于以自湿润流体为工质的并联平板热管热阻。当加热功率为

40W 时，蒸发段温度较高，此时纯水和正丁醇都较为剧烈，由于纯水的汽化潜热远大于



正丁醇汽化潜热，纯水在汽化时可以带走更多的热量，同时，由于倾角大于 30°之后，

表面张力在液体回流中起到的作用越来越小，因此以纯水为工质的并联平板热阻小于以

自湿润流体为工质的并联平板热阻。

-20 0 20 40 60 80 100
3.20

3.25

3.30

3.35

3.40

3.45

3.50

3.55

3.60

3.65

3.70

3.75

3.80

传
热

热
阻

（
K
/
W）

倾斜角度 (°)

5wt%的正丁醇水溶液
纯水

-20 0 20 40 60 80 100
2.90

2.95

3.00

3.05

3.10

传
热

热
阻

（
K
/W

）

倾斜角度 (°)

5wt%的正丁醇水溶液
纯水

（a）10W （b）20W

-20 -10 0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100

2.35

2.40

2.45

2.50

2.55

2.60

2.65

2.70

2.75

传
热

热
阻

（
K/

W）

倾斜角度 (°)

5wt%的正丁醇水溶液
纯水

-20 -10 0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100
1.9

2.0

2.1

2.2

2.3

2.4

传
热

热
阻

（
K
/
W）

倾斜角度 (°)

5wt%的正丁醇水溶液
纯水

（c）30W （d）40W

图 6 并联平板热管传热热阻随倾角变化

4 结论

本文搭建了并联平板热管性能测试试验台，采用了 5wt%正丁醇水溶液自湿润流体

和纯水作为并联平板热管工质，探究不同管径、不同倾角和不同功率下，充注自湿润流

体的并联平板热管的传热性能。实验结果表明：

1）在 10W~20W 的加热功率下，自湿润流体和纯水在 4mm 管径的并联平板热管中

的传热热阻最低。自湿润流体作为工质时，在倾角为 0°，加热功率为 10W，4mm 并联

平板热管传热热阻相较于 2mm 与 6mm 并联平板热管分别减小了 21.5%和 42.6%。

2）在-15°和 0°的倾角时，与纯水相比，自湿润流体在并联平板热管中的传热热阻的

下降更明显。30W 加热功率下 4mm 并联平板热管在-15°和 0°倾角下运行时，自湿润

流体在并联平板热管中传热热阻相较于纯水分别降低了 8%和 6.6%。在其他倾角状态下，

随着加热功率的上升，自湿润流体和纯水在并联平板热管中的传热热阻的差距逐渐减小。

3）在 10W 的加热功率时，所有安装角度下，与纯水相比，自湿润流体在并联平板

热管中的传热热阻的下降较更明显。10W 加热功率下 4mm 并联平板热管在 90°倾角下

运行时，自湿润流体相较于纯水传热热阻降低了 7.5%。在其他加热功率时，随着倾角的

增加，自湿润流体和纯水在并联平板热管中的传热热阻差距的逐渐减小。

本论文得到中国国家留学基金和河南省高层次人才国际化培养项目资助
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R513A 在水平螺纹管内的冷凝换热性能
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摘要：在不同冷凝温度和质量流速等条件下研究 R513A 的换热管内冷凝换热性能。研究得出：R513A

在螺纹管内的冷凝换热系数和压降值均高于光滑管。管径越小，冷凝温度越低，管内冷凝换热系数越

大，压降越大。60 齿的螺纹管内的冷凝换热系数比 65 齿的高，压降比 65 齿的低，过多的螺纹条数会

增加壁厚、增加换热热阻并更大程度上阻碍了流体的流动。此外，在光滑管内，R134a 比 R513A 的冷

凝换热系数高 11%-35%；在螺纹管中，二者差值在-3%-+9%内浮动；R513A 的压降比 R134a 的低大约

4.5%-16%。

关键词：R513A；冷凝；螺纹管；换热系数；压降

0 前言

随着现代工业的飞速发展，环境问题也显得越发尖锐。在《基加利修正案》中，将

部分高 GWP 的氢氟烃(HFCs)纳入了监控目录，并列出了各国淘汰 HFCs 的时间表[1]。

R513A 是由 R134a 和 R1234yf 以 44/56 的比例掺混而成的混合制冷剂，其 ODP 为 0，
GWP 为 631。由于 R513A 的部分物性参数和 R134a 较为相近，并且其属于共沸制冷剂，

无温度滑移，因此被人们考虑作为 R134a 的替代制冷剂。近年来国内外许多学者也对

R513A 的换热性能以及替代 R134a 的可行性方面做了研究分析。

陈裕博等[2]设计搭建了制冷剂液相黏度测试系统，以此开展对 R513A 的液相黏度特

性的进一步研究。王红燕等[3]和 Zhang 等[4]在双螺杆压缩机系统中对 R513A 和 R134a 的
性能表现进行了实验研究和对比分析，证明了 R513A 作为替代制冷剂的可行性。陈梦等
[5]和 Belman 等[6]在家用冰箱系统中通过试验比较了 R513A 和 R134a 的运行参数和整体

性能，结果表明 R513A 在家用冰箱系统中具有较好的替代效果。

此外，为了提高能源利用率，如何提高换热器的性能受到广泛关注。由于强化管在

两相流换热器中可以增强传热效果，近年来被学者们所深入研究[7-8]。顾宗保等[9]和王嘉

程等[10]对 R410A 在光管和涟漪纹管内的冷凝换热性能进行了实验研究，分析了干度和

质量流速对换热性能的影响。张建国等[11]研究了 R410A 在不同水平强化管内的冷凝换

热性能，分析得出环状流流态、较大的螺旋角以及较低的冷凝温度均可使传热效果增强。

Kim 等[12]对低质量流速下 R404A 在外径为 7 mm 的光滑管和螺纹管的冷凝换热和压降

特性进行了实验研究，得出当质量流速和干度增加时，冷凝 HTC 和压降均增加；同时压

降惩罚因子(0.99-1.27)和换热增强因子(1.21-1.96)也与质量流速的变化成正相关。

通过文献调研可以发现，相对于光管来说，强化管能够较为显著地提升换热性能。

基金项目：上海市动力工程多相流动与传热重点实验室资助项目(2019KJFZ201)



学者们大多集中在对 R410A 等三代制冷剂在管内换热性能的研究，而对新型环保制冷

剂 R513A 在管内强化换热方面的研究工作较少，相关数据较为匮乏。本文选取 R134a 及
其替代制冷剂 R513A 作为循环工质，在不同质量流速和饱和温度等条件下，研究其在外

径为 12.7 mm 及 9.52 mm 的光管和螺纹管内的冷凝换热性能和压降特性，从而更深入地

了解 R513A 的换热特性以及制冷剂在内螺纹管中的传热机理。

1 实验装置及方法

1.1 实验装置

管内冷凝换热实验系统示意图如图 1 所示。整个循环系统可分为三大部分，分别是

制冷剂侧循环回路、在试验段冷凝制冷剂蒸汽的冷却水回路以及为整个系统提供冷量的

乙二醇溶液循环回路。其中，测试段的冷却水和制冷剂为逆流换热，以保证换热的稳定

充分。

图 1 试验装置示意图

Fig. 1 Schematic diagram of experimental apparatus

1.2 测试样管及实验工况

本实验选取的测试管为外径为 12.7 mm 和 9.52 mm 的光滑管和内螺纹管，其中螺纹

管的内部结构如图 2 所示（管型参数见表 1）。实验的工况范围如下：饱和温度为 33℃、

35℃、38℃和 40℃；外径为 12.7mm 的管内制冷剂质量流速(Gr)为 50~170 kg·m-2·s-1，

外径为 9.52 mm 的管内质量流速(Gr)为 90~210 kg·m-2·s-1；水侧流量为 1.0 m3/h；测试段

制冷剂进口过热度约为 3~7℃，出口过冷度约为 3~5℃。

图 2 螺纹管内部结构视图



Fig. 2 Internal view of the micro-fin tube

表 1 测试管的具体参数

Tab. 1 Specifications of test tubes

编

号
管型

有效

管长/
mm

外径
/

mm

底壁

厚/
mm

齿

数

齿顶

角/
°

螺旋

角/
°

齿高
/

mm

面积扩展

比

1# 光滑管 2000 12.7 0.7 / / / / /

2# 螺纹管 2000 12.7 0.45 65 50 18 0.228 1.50

3# 螺纹管 2000 12.7 0.42 60 52 18 0.23 1.46

4# 光滑管 2000 9.52 0.5 / / / / /

5# 螺纹管 2000 9.52 0.31 65 53 18 0.14 1.40

6# 螺纹管 2000 9.52 0.36 60 50 18 0.17 1.47

1.3 数据处理

管内冷凝实验中，计算制冷剂侧冷凝传热系数采用的是热阻分离法。

水平测试管的总传热系数 K 的计算公式为：

avg

o m

Q
K

A T



(1)

式中：Qavg—水侧和制冷剂侧的换热量的平均值，kW；Ao—换热管外表面积，m2；

ΔTm—管内外的平均传热温差，K；

水侧传热系数 hw的计算式为 Gnielinski 关联式[13]：
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式中：Pr—平均水温下的普朗特数，Re—平均水温下的雷诺数；de—水力直径，m；

λw—平均温度下水的导热系数，kW/(m·k)；μf—水流中心温度下的动力粘度，Pa·s；μw—

水在壁面温度下的动力粘度，Pa·s；f—水侧的摩擦系数;
采用热阻分离法，制冷剂侧的换热系数 hr可表示为：
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式中：Ai—测试管的内表面积，m2。

2 实验结果及分析

2.1 换热性能的分析

2.1.1 不同制冷剂的传热系数对比

R513A 和 R134a 在 12.7mm 的测试管内的换热系数如图 3 所示，质量流速为 50~170



kg·m-2·s-1，冷凝温度为 38℃。两种制冷剂的相关物性参数如表 2 所示。由图 3 可知，

R134a 和 R513A 在测试管内的冷凝换热系数有所差异：

(1)在光滑管内，R134a 比 R513A 的换热系数高约 11%~35%。这是由于相同温度下

R134a 的潜热值、液体比热容以及液态热导率都大于 R513A，R134a 的热量传输较大；

并且 R134a 的液体密度大于 R513A 而气体密度小于 R513A，使得 R134a 在管内流动时

气液相速度差更大，轴向剪切力更大，扰动更为剧烈，换热系数更高。

(2)在螺纹管内，R134a 与 R513A 的换热系数较为接近，差值在-3%~+9%内浮动，

且仅在质量流速为 50 kg·m-2·s-1 时出现较大差距，原因如下：由于螺纹结构的存在，管

内形成凹陷腔体，冷凝液聚积较多，底部液膜较厚，而 R513A 的表面张力和黏度都比

R134a 低，在轴向剪切力的作用下液膜更易被减薄和破坏，管内侧换热热阻减小，换热

效果增强。因此相对于光滑管，随着质量流速的增加，R513A 在内螺纹管内的强化换热

效果更为明显，弥补了相对于 R134a 而言 R513A 的潜热值较低等缺陷。

图 3 R513A 和 R134a 的冷凝换热系数

Fig. 3 Heat transfer coefficients of R513A and R134a

表 2 R513A 和 R134a 的物性参数

Tab. 2 Thermal parameters of R513A and R134a

参数 R134a R513A R513A R513A R513A
温度/℃ 38 33 35 38 40

液体密度/kg·m-3 1155.8 1110.6 1102.7 1090.6 1082.3
气体密度/kg·m-3 47.114 44.323 46.909 51.041 53.794

液体比热容/kJ·kg-1·K-1 1.48 1.44 1.45 1.47 1.48
液体热导率/mW·m-1·K-1 75.64 67.925 67.217 66.16 65.45
液体动力黏度/μPa·s 165.9 155.21 151.44 145.9 142.3
液体动力黏度/μPa·s 12.27 11.767 11.842 11.96 12.05
表面张力/mN·m-1 6.38 6.0158 5.7715 5.4098 5.1719
汽化潜热/kJ·kg-1 147.06 152.31 150.44 147.06 145.59

2.1.2 不同管径的传热系数对比

R513A 在冷凝温度为 38℃、外径为 12.7mm 和 9.52mm 的光滑管以及螺纹管内的冷

凝换热系数如图 4 所示。由图可知，管径越小，R513A 的冷凝换热系数越大，原因如下：



当制冷剂在管内流动时，主要受到竖直方向的重力、水平方向的剪切力以及自身的

表面张力的影响。在管径较大时，重力起主导作用，此时冷凝液在重力的作用下积聚在

管道底部，并形成较厚的液膜，增大了传热的热阻。而在管径较小时，起主导作用的则

是表面张力以及轴向剪切力，在两种力共同作用下液膜受到更大程度地拉伸，厚度降低，

管内侧换热热阻减小。

此外，较小的管径可以改善管内流体的分布：由于重力的影响降低，在离心力的作

用下，冷凝液会更为均匀地分布在管壁上；并且小管径有利于气相的收束集中，使蒸汽

沿着管道中心区域汇集，从而延长换热系数最高的环状流的长度，使平均换热系数得到

显著增加。

图 4 不同管径下的冷凝换热系数

Fig. 4 Heat transfer coefficients under different tube diameters

2.1.3 内螺纹管和光管的传热系数对比

R513A在光滑管和螺纹管内的冷凝换热系数如图 5所示。由图可知，相比于光滑管，

内螺纹管对管内冷凝换热有一定的强化效果。其中，R513A 在外径为 12.7 mm 的螺纹管

内的冷凝换热系数为光滑管中的 1.61-1.99 倍，在外径为 9.52 mm 的螺纹管内的强化倍

率为光滑管中的 1.46-1.62 倍。原因如下：

图 5 光管和强化管的冷凝换热系数

Fig. 5 Heat transfer coefficients of smooth tubes and microfin tubes

(1) 如表 1 所示，管 2#、3#、4#和 6#相对于同管径光滑管的面积扩展倍率分别为

1.50、1.46、1.40 和 1.47，因此在内螺纹管中，管内的 R513A 与壁面的接触面积更大，



换热面积更大，换热更充分。

(2) 强化管内部的螺纹结构会对冷凝液膜有一定的拉伸作用，在表面张力和轴向剪

切力的共同作用下，管内侧换热热阻减小，换热效果有所提升。

(3)凸出的螺纹结构使得管内的流体受到的扰动更加剧烈，湍流效应更强，更易形成

二次回流；并且螺纹阵列会导致二次流在惯性力的作用发生混合与分离，增强换热效果。

2.1.4 不同冷凝温度下的传热系数对比

不同冷凝温度下 R513A 在外径为 12.7mm 的强化管和光管内的冷凝换热系数如图 6
所示。R513A 在 33℃、35℃、38℃和 40℃下的相关物性见表 2。

由图可知，冷凝温度越低，制冷剂侧对流换热系数越高，产生此规律的原因如下：

(1)冷凝温度降低， R513A 的液相密度和黏度增加，气相密度和黏度降低，密度差

和黏度差变大导致气液相之间的流速差变大、轴向剪切力增加，气液相界面的摩擦加剧，

扰动也更加剧烈。(2)冷凝温度降低，R513A 液体的热导率增加，液膜热阻减小，换热管

内外侧热量交换提升。(3)冷凝温度降低，R513A 的汽化潜热值升高，在冷凝时可以放出

更多热量，增强换热效果。

图 6 不同冷凝温度下的冷凝换热系数

Fig. 6 Heat transfer coefficients under different condensation temperatures

2.1.5 不同齿数的传热系数对比

图 7 不同齿数下的冷凝换热系数

Fig. 7 Heat transfer coefficients under different numbers of starts

不同齿数下 R513A 在螺纹管内的冷凝换热系数如图 7 所示，其中 2#和 5#强化管的



齿数为 65，3#和 6#强化管的齿数为 60。由图可知，当管径相同时，60 齿的螺纹管内的

冷凝换热系数较高，原因如下：

螺纹结构使管内形成凹陷腔体，由于重力的作用，冷凝液体在凹陷部分会形成积聚，

管内底部液膜厚度增加；当齿数到达一定界限之后，随着齿数的增加，螺纹对流体的扰

动增强幅度下降，同时螺纹之间的间距减小，底部液膜受到拉伸和破坏的程度降低，并

不利于积聚液体的排出，换热热阻较大。此外，齿数增加会使管壁的平均厚度增加，管

壁导热热阻变大，阻碍了管内外流体的换热，换热效果减弱。

2.2 压降的分析

流体在水平直管道内的压降分为摩擦压降和加速压降两部分。

2.2.1 质量流速对压降的影响

不同质量流速下的冷凝压降如图 8 所示。由图可知，随着质量流速的增加，各测试

管内的压降值也在增大。这是因为随着质量流速增加，管道内气相和液相流速均变大，

黏性剪切力增大，气液相界面之间以及液体与管壁之间的摩擦压降也随之增大；此外，

气液相速度差而形成的加速压降也会随着质量流速的增加而增大。

图 8 不同质量流速下的压降

Fig. 8 Pressure drop under different mass fluxes

2.2.2 R513A 和 R134a 压降的对比

由图 8 可知，同根测试管内 R513A 的压降低于 R134a：在 12.7mm 的光管内差值为

-5%~-16%，在 12.7mm 的强化管内差值为-4.5%~-13.5%，这与它们自身的物性有关。在

相同冷凝温度下：R134a 的气液相黏度均比 R513A 高，管内流体受到的阻力更大，压力

损失更大；并且 R134a 的气液密度差大于 R513A，所以 R134a 会形成较大的气液流速

差，导致相界面之间的摩擦和扰动更为剧烈，压降更大。

2.2.3 强化管和光滑管内压降的对比

R513A 在外径为 12.7 mm 和 9.52 mm 的光滑管和内螺纹管内的压降如图 9 所示。由

图可知，在相同的管径下，R513A 在强化管内的压降值要明显高于在光滑管内的压降值。

因为强化管内部凸起的螺纹结构会对管内流体起到较强的扰动效果，气液相界面之间的

波动更为剧烈，湍流程度更大，制冷剂液膜与管壁之间的剪切作用增强，摩擦压降更大。



图 9 不同管径下的压降

Fig. 9 Pressure drop under different tube diameters

2.2.4 管径对压降的影响

由图 9 可知，在同类型的换热管中，管径越小，R513A 在管内的压降值越大。这是

因为，在相同的质量流速下，当管径减小时，流体之间以及流体与管壁之间的轴向剪切

力和流体自身的表面张力的影响程度增加，间接增强了螺纹对流体的阻碍作用，导致流

体在管径较小的螺纹管内因扰动以及摩擦而造成的能量损失更大，管内压降增大。

2.2.5 冷凝温度对压降的影响

图 10 不同冷凝温度下的压降

Fig. 10 Pressure drop under different condensation temperatures

在不同的冷凝温度下，管内 R513A 的压降的变化趋势如图 10 所示。由图可知，冷

凝温度越低，测试管内的冷凝压降越高。

在表 2 中可以看出，当饱和温度降低时，R513A 的液体密度上升，气体密度下降，

气液密度差增大造成管内气液流速差增大，导致气液相界面之间的摩擦更为剧烈，摩擦

压降增加；随着冷凝温度降低，R513A 液体的黏度增大，流体流动阻力增大，流动损失

增加，压降增大。因此，管内压降随冷凝温度的降低而增加。

2.2.6 齿数对压降的影响

R513A 在不同齿数的螺纹管内的压降如图 11 所示。由图可知，在同种管径下，

R513A 在齿数为 65 的内螺纹管内产生的压降要高于在 60 齿的螺纹管内产生的压降。这



是因为当制冷剂流过时，凸起的螺纹会阻碍流体的流动，从而造成一定的能量损失；而

当齿数增多时，在同一截面内凸起的部分增加，对制冷剂的流动起到了更大的阻碍效果，

导致压降增大。

图 11 不同齿数下的压降

Fig. 11 Pressure drop under different numbers of starts

3 结 论

1. R513A 在 12.7mm 和 9.52mm 的螺纹管内的冷凝换热系数都明显高于光滑管，强

化倍率分别为 1.61-1.99 倍以及 1.46-1.62 倍；R513A 在强化管内的压降值要明显高于在

光滑管内的压降值。螺纹管内较强的扰动效果在增强换热性能的同时也增大了能量损失。

2. 管径越小，管内冷凝换热系数越大，压降越大。当管径相同时，60 齿的螺纹管内

的冷凝换热系数比 65 齿的高，压降比 65 齿的低，过多的螺纹条数会增加壁厚、增加换

热热阻并更大程度上阻碍了流体的流动。

3. 冷凝温度越低，R513A 在管内冷凝换热系数越大，管内冷凝压降也越大。随着冷

凝温度的降低，R513A 的潜热值、气液流速差、热导率均变大，强化了换热，但更加剧

烈的扰动和摩擦也增大了压力损失。

4. 在光管内，R134a 比 R513A 的换热系数高 11%~35%；在螺纹管中，二者差值在

-3%-+9%内浮动，相对于光滑管，R513A 在螺纹管内的强化效果更为明显；相同质量流

速时，R513A 的压降比 R134a 的低大约 4.5%-16%。因此可以考虑将 R513A 作为 R134a
的替代制冷剂。
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摘要：本研究采用格子 Boltzmann 方法模拟了纳米流体中颗粒运动聚集以及热导率增强的特性。在动

力学模型中，对纳米颗粒的受力进行了分析，通过离散单元法模拟了颗粒间的聚集和沉降过程。在热力

学模型中，利用修正的迁移模型解决颗粒与基液间的共轭热传递问题，并通过计算热通量得到了纳米

流体的热导率。模拟结果发现，颗粒体积分数增大、粒径减小以及纵横比增大，均会使热导率得到提升。

通过与实验和有效介质理论对比，验证了模拟的正确性。

关键词：纳米流体；LBM 模拟；颗粒聚集沉降；热导率增强。

0 前言

纳米流体是近 20 年来，逐渐发展起来的功能流体，是一种特殊的强化传热技术[1, 2]。

固体颗粒的导热系数比液体大几个数量级，因此可以大幅提升换热能力。同时，纳米颗

粒成功消除了颗粒长时间悬浮的稳定性问题，其均匀、稳定的分散使导热介质的流动换

热性能有了很大的提升[3]。纳米流体中颗粒的动力学行为，包括颗粒的布朗运动、颗粒

的聚集，以及颗粒簇的运动和沉降等，都会对强化传热性能造成影响[4]。但纳米流体的

热物性参数变化规律、流动和换热特性都与常规流体工质明显不同，经典理论建立的常

规尺度颗粒悬浮液热物性参数预测模型无法对纳米流体的传热特性做出准确预测。因此，

从纳米流体流动的复杂过程以及颗粒迁移、团聚等动力学角度，对纳米流体的强化传热

模型进一步研究具有重要意义。

一些学者已经对纳米流体的流动聚集行为以及热导率的模拟进行了研究。Maxwell
最早利用电磁学[5]给出了计算球形颗粒均匀分布的连续相介质有效导热公式。之后

Bruggeman 对 Maxwell 模型进行了修正[6]，用以更好地计算高体积分数下颗粒间的相互

作用对热导率的影响。发展至今，许多学者[7]都在他们的基础上提出了半经验公式，更

加全面地考虑了，例如颗粒团聚、颗粒形貌和固液界面等因素的影响。然而，这些模型

大多只是对实验结果的拟合，只是代表性因素的参数带入，无法从机理上解释纳米流体

的流动和导热特性。因此，必须从本构化出发，考虑纳米流体中颗粒运动和热传导的机

理，从而得到准确的纳米流体运动及导热模型。本研究通过对颗粒的受力和共轭传热进

行分析，采用 LBM 数值模拟的方法建立了纳米流体的动力学和热力学模型，对纳米流

*基金项目：国家自然科学基金项目(No.51936005)。



体中颗粒的运动聚集以及热导率的增强特性进行了模拟。此外还研究了颗粒体积分数、

粒径和形貌对热导率的影响，并与实验和有效介质理论进行了对比

1 纳米流体运动与导热的格子 Boltzmann 模型

1.1 格子 Boltzmann 基本模型

格子 Boltzmann 方法是一种描述分布函数的介观方法，具有易于处理边界条件、天

然的并行性、计算效率高等优点，在计算流体动力学和热力学中是一种较好的数值模拟

方法。通过求解 Boltzmann 方程并运用分布函数和宏观流动变量的关系可以模拟计算出

流场中的诸多物理量状态。并且在某些情况下，例如对于纳米流体中分散的纳米颗粒，

流体不满足连续介质假设，宏观的 NS 方法无法进行正确的描述时，作为介观方法的格

子 Boltzmann 方法仍然能对这些流体系统进行描述，并且作为联系宏观与微观的物理量

提供了可行性和现实性。

Boltzmann 方法的碰撞算子项是关于分布函数的非线性积分，因此对其直接求解很

困难。在格子 Boltzmann 方法的发展过程中，很多学者提出了比较成熟的模型，用于简

化方程的求解。在本研究中，使用应用最为广泛的 Bhatnagar-Gross-Krook（BGK）模型，

其通过分布函数的离散化和碰撞操作来模拟流体的宏观行为，并且以一个简单的算子ߗ

代替 Boltzmann 方程中的碰撞项。代替算子ߗ假设分子的碰撞是一个熵增过程，即碰撞

使分布函数݂趋近于平衡态条件݂，ߗ与݂与݂的差值成正比：

ߗ = −
1

߬
(݂−݂) (1)

式中，
ଵ

ఛ
是平均碰撞频率， 被߬称为松弛时间。

因此得到 Boltzmann 方程的简化形式，即 Boltzmann-BGK 方程：

߲ ݂

ݐ߲
+ ܿ⃗∙ ∇ ݂= −

1

߬
( ݂−݂

) (2)

对该方程的求解需在时间和空间进行离散，离散化的 Boltzmann-BGK 方程为：

݂(⃗ݔ+ ܿ⃗∆ݐ,ݐ+ (ݐ∆ − ݂(⃗ݐ,ݔ) = −
1

߬
ൣ݂(⃗ݐ,ݔ) − ݂

(⃗ݐ,ݔ)൧ (3)

式中， ݂(ݔԦ,ݐ)为ݐ时刻ݔԦ位置的分布函数， ݂
(ݔԦ,ݐ)为局部平衡态分布函数。

在每一个时间步内，式（3）的演化方程可以分成两步，即碰撞（式 4）和迁移（式

5）过程：

݂
ା(⃗ݐ,ݔ) = ݂(⃗ݐ,ݔ) −

1

߬
ൣ݂(⃗ݐ,ݔ) − ݂

(⃗ݐ,ݔ)൧ (4)

݂(⃗ݔ+ ܿ⃗∆ݐ,ݐ+ (ݐ∆ = ݂
ା(⃗ݐ,ݔ) (5)

Boltzmann-BGK 模型的平衡态分布函数 ݂

计算为：

݂


= ߱ߩቈ1 +
(ܿ⃗∙ (ݑ

௦ܿ
ଶ

+
(ܿ⃗∙ ଶ(ݑ

2 ௦ܿ
ସ

−
ଶݑ

2 ௦ܿ
ଶ
+ (ଷݑ)ܱ (6)

式中，߱为权系数， ௦ܿ是格子声速， Ԧܿ为离散速度。



为了获得平衡态分布函数，我们需要确定权系数߱。在众多离散多速度模型中，应

用最广泛的是 Qian 等人[8]在 1992 年提出的 DnQb 模型，其中 n 为空间维度，b 为离散速

度数。在本文的模拟中，采用三维数值模拟，D3Q15 模型，其离散速度的结构示意图如

图 1 所示，离散速度为：

Ԧܿ= ቐ

(0,0,0), ݅= 0
(±1,0,0) ,ܿ (0, ±1,0) ,ܿ (0,0, ±1) ,ܿ ݅= 1 − 6         
(±1, ±1, ±1) ,ܿ ݅= 7 − 14       

权系数߱为：

߱= ൝

2/9, ݅= 0
1/9, ݅= 1 − 6  
1/72, ݅= 7 − 14 

格子声速 ௦ܿ =


√ଷ
，则式（6）的平衡态分布函数可以计算为：

݂


= ߱ߩቈ1 +
3(ܿ⃗∙ (ݑ

ଶܿ
+

9(ܿ⃗∙ ଶ(ݑ

2 ସܿ
−

ଶݑ3

2 ଶܿ
 (7)

图 1 D3Q15 离散速度模型示意图

1.2 纳米流体的动力学模型

从微观或介观角度分析，纳米流体属于固、液混合的非连续两相体系，因此纳米流

体的动力学模型主要对内部纳米颗粒与基液及颗粒间的作用力进行分析。在这些作用力

的影响下，基液中悬浮的纳米颗粒不断地运动，产生聚集、沉降和无规则运动，形成了

纳米流体的独特性质。与传统的悬浮毫米或微米级固体颗粒的两相流相比，由于纳米颗

粒的小尺寸效应，常规研究中忽略的范德华力、布朗运动的随机力等也要考虑在内。

在纳米流体的动力学模型中，考虑纳米颗粒的重力、浮力、相间阻力、布朗运动的

随机力以及颗粒间的相互作用力（范德华力与静电斥力、弹性力）。

（1）重力、浮力

在纳米流体中，纳米颗粒受到自身的重力ܨ和基液的浮力ܨ௨：

ܨ =
1

6
ߨ ݀

ଷߩ݃ (8)



௨ܨ = −
1

6
ߨ ݀

ଷߩ݃ (9)

式中， ݀为颗粒直径，ߩ和ߩ分别为颗粒和基液的密度，݃为重力加速度。

（2）相间阻力

纳米颗粒与流体间发生相对运动会产生来自基液的阻力ܨௗ：

ௗܨ = ߤߨ3− ݀∆ݑ (10)

式中，ߤ为流体的动力学粘度，∆ݑ为纳米颗粒与基液的速度差。

（3）布朗运动的随机力

在纳米流体中，大量分子会做激烈的热运动，纳米颗粒在流体分子的撞击作用下会

产生随机热扰动作用力，开始做不停的无规则运动。我们将这种方向随机变化的运动称

为布朗运动，纳米颗粒所受的随机布朗力ܨ௪表达式为：

௪ܨ = ඨߜ
ߨ ܵ

ݐ∆
(11)

式中，ߜ为均值为 0，方差为 1 的高斯随机数；∆ݐ代表计算时间步长， ܵ为谱密度，其计

算为：

ܵ =
ݒ216݇ ܶ

ߩଶߨ ݀
ହ൬
ߩ
ߩ
൰
ଶ

ܥ
(12)

式中，ݒ为基液的运动粘度， ݇为玻尔兹曼常数（1.38 × 10ିଶଷ J/K），T 为温度，ܥ为对

斯托克斯阻力定律的修正因子，计算为：

ܥ = 1 +
ߣ2

݀
൫1.257 + 0.4݁ି(ଵ.ଵௗ/ଶఒ)൯ (13)

式中，ߣ为分子的平均自由程。

（4）颗粒间相互作用力（DLVO 理论）

DLVO（Derjaguin-Landau-Verwey-Overbeek）理论是描述颗粒间相互作用的理论模型，

主要考虑范德华力ܨ௩ௗ௪和静电作用力ܨ。意图如图 2 所示，颗粒的总位能等于范德华

吸引位能和静电排斥位能之和。纳米颗粒间的吸引势能和排斥势能是颗粒发生聚集和分

散的重要原因。

图 2 DLVO 理论示意图



纳米颗粒所受到的范德华力ܨ௩ௗ௪为颗粒-颗粒间ܨ௩ௗ௪ _和颗粒-壁面间ܨ௩ௗ௪ _௪的范

德华力之和：

௩ௗ௪ܨ = ௩ௗ௪ܨ _ + ௩ௗ௪ܨ _௪ (14)

对于颗粒-颗粒间的范德华力ܨ௩ௗ௪ _：

௩ௗ௪ܨ _ =
ܣ

ଶܦ6

ܴଵܴଶ
ܴଵ + ܴଶ

(15)

௩ௗ௪ܨ _௪ =
ܴܣ

ଶܦ6
(16)

式中，ܣ = ଶ为ߩଵߩ௩ௗ௪ܥଶߨ Hamaker 常数，ܥ௩ௗ௪是与原子对势能相关的系数，ܦ为两个

表面的距离，ܴ为颗粒半径。

在纳米流体中，纳米颗粒可能会吸附基液中的离子而带上电荷，当两个颗粒间的距

离较小时，它们间的双电子层会出现重叠，从而改变了双电层的电势和电荷分布，产生

较强的静电排斥力ܨ：

ܨ = −
ܴߨ64 ݊ ݇ܶߛ

ଶ

ଶ߳ܦ
−)ݔ݁ (ܪ߳ (17)

式中， ݊为溶液中电解质的浓度， 是߳离子氛半径的倒数，ܪ是颗粒间的最小距离。

（5）颗粒间弹性力

当纳米颗粒与颗粒或者墙壁发生接触时由于形变会产生弹性力ܨ，其由纳米颗粒

的刚度݊ܭ和形变量∆ߜ决定：

ܨ = ݊ܭ− ∙ ߜ∆ (18)

综上所述，纳米颗粒所受的合力ܨ = ܨ + ௨ܨ + ௗܨ + ௪ܨ + ௩ௗ௪ܨ + ܨ + 。ܨ

通过使用离散单元法（DEM，Discrete Element Method）将纳米颗粒离散为独立的个体，

使用牛顿第二定律描述其运动，包括位置、速度和旋转等。

݉
ݒ݀

ݐ݀
= ܨ + ௨ܨ + ௗܨ + ௪ܨ + ௩ௗ௪ܨ + ܨ + ܨ (19)

对于纳米流体动力学特性的模拟，计算区域使用长方体流场，边界条件采用无滑移

标准反弹格式。流场的模拟采用 1.1 节所述的 BGK D3Q15 模型，纳米流体的动力学模

型的离散化 Boltzmann-BGK 方程为：

݂(⃗ݔ+ ܿ⃗∆ݐ,ݐ+ (ݐ∆ − ݂(⃗ݐ,ݔ) = −
1

߬
ൣ݂(⃗ݐ,ݔ) − ݂

(⃗ݐ,ݔ)൧ (20)

式中， ݂和 ݂

分别为速度分布函数和速度平衡分布函数，纳米流体的流场动力学宏观物

理量密度ߩ和速度ݑ计算为：

=ߩ  ݂

ଵସ

ୀ
(21)

=ݑߩ  ݂ܿ 

ଵସ

ୀ
(22)

1.3 纳米流体的热力学模型



在介观尺度的模拟上，纳米流体被看做是由基液和纳米颗粒组成的两相混合物，纳

米颗粒的热导率要远大于基液的热导率，因此纳米颗粒的存在大幅增大了流体内的导热

能力。如图 3 所示，对于纳米流体动力学特性的模拟，计算区域使用正方体流场，左右

面使用恒温边界条件，温度分别为 ଶܶ和 ଵܶ，其余四个侧面均采用绝热边界条件：

ܶ|௫ୀ = ଶܶ , ܶ|௫ୀ = ଵܶ (23)

߲ܶ

ݖ߲
|௬ୀ =

߲ܶ

ݖ߲
|௬ୀ =

߲ܶ

ݕ߲
|௭ୀ =

߲ܶ

ݕ߲
|௭ୀ = 0 (24)

图 3 计算域的导热模型

热力学的模拟采用 1.1 节所述的 BGK D3Q15 模型，纳米流体的热力学模型的

Boltzmann-BGK 方程为：

݃(⃗ݔ+ ܿ⃗∆ݐ,ݐ+ (ݐ∆ − ݃(⃗ݐ,ݔ) = −
1

߬
ൣ݃ (⃗ݐ,ݔ) − ݃

(⃗ݐ,ݔ)൧ (25)

式中， ݃为温度分布函数， ݃

为温度平衡分布函数。纳米流体的热力学宏观物理量温度

ܶ和热通量ݍ计算为：

ܶ =  ݃

ଵସ

ୀ
(26)

=ݍ ܥߩ
߬ − 0.5

߬
 ݃ܿ 

ଵସ

ୀ
(27)

当纳米流体的温度场达到平衡后，有效热导率 ݇可以计算为：

݇ =
∫ܮ ݍ݀ ܣ

ܣ݀∫ܶ∆
(28)

式中，q 为在温差∆ܶ驱动下，穿过长度为ܮ，截面积为݀ܣ的热通量。

在每一个时间步内，式（25）的演化方程可以分成两步，即碰撞（式 29）和迁移（式

30）过程：

݃
ା(⃗ݐ,ݔ) = ݃(⃗ݐ,ݔ) −

1

߬
ൣ݃ (⃗ݐ,ݔ) − ݃

(⃗ݐ,ݔ)൧ (29)

݃(⃗ݔ+ ܿ⃗∆ݐ,ݐ+ (ݐ∆ = ݃
ା(⃗ݐ,ݔ) (30)

然而，对于不同热物性的介质间的共轭热传递问题，需要满足两个条件，即共轭边

界温度连续 ௐܶ |f = ௐܶ |p和热流密度连续qௐ |Ⅰ = qௐ |Ⅱ。在采用整场求解方法时，固体与



流体区的热导率采取各自的实际值，但是固体区的比热容必须等于流体区的比热容之值，

才能保证耦合界面处的热流密度连续。在格子 Boltzmann 方法中也发展出了一些特殊方

法来保证共轭传热问题的准确性[9]。例如，在能量控制方程中引入额外的源项以纠正两

种材料之间的热容差异[10]；利用焓公式将温度的能量守恒方程转换为类似于焓的对流扩

散方程，并且引入额外的源项，近似计算共轭界面处的热熔梯度[11]；对微观分布函数的

演化过程进行修正[12]。在本研究中使用一种具有二阶精度的 Dirichlet Neumann 边界方案

处理纳米颗粒和基液的共轭传热问题[13]。在热传递的共轭界面上（如图 4 所示），温度的

连续性和通量在本质上得到满足。式（30）的迁移过程被修正：

ఈ݃(ݐ,࢙࢞+ (ݐ∆ = ଵܣ
௦

ఈ݃ഥ
ା(ݔ௦,ݐ) + ଶܣ

௦
ఈ݃ഥ
ା(ݔ௦௦,ݐ) + ଷܣ

௦
ఈ݃
ା(ݔ௦,ݐ)

+ ଵܤ
௦

ఈ݃
ା൫ݔ,ݐ൯+ ଶܤ

௦
ఈ݃
ା൫ݔ,ݐ൯+ ଷܤ

௦
ఈ݃ഥ
ା൫ݔ,ݐ൯

(31)

ఈ݃ഥ൫ݐ,ࢌ࢞+ =൯ݐ∆ ଵܣ


ఈ݃
ା൫ݔ,ݐ൯+ ଶܣ


ఈ݃
ା൫ݔ,ݐ൯+ ଷܣ


ఈ݃ഥ
ା൫ݔ,ݐ൯

+ ଵܤ


ఈ݃ഥ
ା(ݔ௦,ݐ) + ଶܤ


ఈ݃ഥ
ା(ݔ௦௦,ݐ) + ଷܤ


ఈ݃
ା(ݔ௦,ݐ)

(32)

式中，ܣଵ
௦、ܣଶ

௦、ܣଷ
௦、ܤଵ

௦、ܤଶ
௦、ܤଷ

௦、ܣଵ

ଶܣ、


ଷܣ、


ଵܤ、


ଶܤ、


ଷܤ、


均为∆ݔߜ的函数，如图 4

所示，∆ݔߜ即为共轭界面处流体侧所占的网格长度。

图 4 共轭传热界面示意图[13]

2 流动特性与热导率模拟结果及分析

2.1 纳米流体聚集及沉降特性

首先对纳米颗粒的运动特性进行了模拟，发现纳米颗粒主要存在聚集和沉降两个现

象。在计算域大小为 Nx × Ny × Nz = 160 l.u. × 80 l.u. × 80 l.u 的流场中，随机分布 50 个直

径为 8 个格子大小的纳米颗粒。如图 5 所示，颗粒受到布朗力的作用会在流场中做随机

运动，当运动到颗粒与颗粒间距离较近时，在较强的范德华吸引力的作用下，两个颗粒

会逐渐吸附在一起。之后，在弹性力的作用下，颗粒-颗粒逐渐达到力平衡，最终成为一

个稳定的聚集结构。最终，越来越多的颗粒会聚集而形成较大的聚集体。在重力的作用

下，聚集体加速沉降，纳米流体顶部的颗粒浓度逐渐减小，而底部越来越多的颗粒发生

沉降，纳米流体的有效导热增强浓度逐渐发生衰减。

在实验中也观测到了颗粒聚集和沉降过程对纳米流体性质的影响[14]。如图 6 所示，

随着时间的变化，由于聚集沉降作用，纳米流体中的颗粒浓度逐渐变小，对于聚集严重



的纳米流体，浓度甚至降低至 50%以下。同时，颗粒聚集会在增强导热后由于沉降作用，

逐渐降低纳米流体的热导率。

图 5 纳米颗粒的聚集和沉降过程模拟

图 6 纳米颗粒的聚集沉降对（a）颗粒浓度和（b）纳米流体热导率的影响[14]

2.2 纳米流体热导率增强特性

2.2.1 有效介质理论模型（EMT）对比

在纳米流体的热导率计算中，Maxwell 通过考虑空间均匀的电磁响应，运用有效介

质理论（Effective Medium Theory，EMT）推导出了纳米流体热导率的均一化模型[5]。在

EMT 中假设颗粒均匀分布并且具有较低的体积分数，利用基液的热导率、颗粒的热导率

和体积分数即可计算出纳米流体的热导率。之后 Bruggeman 对 EMT 模型进行了修正[6]，

从而可以更好地计算高体积分数下颗粒间的相互作用对热导率的影响。为了验证所构建

的热力学模型的正确性，首先与 Maxwell 和 Bruggeman 提出的 EMT 理论进行验证，对

比了不同体积分数下小径多数和大径少数颗粒的纳米流体热导率模拟结果。

如图 7 所示，在颗粒体积分数ܸ = 1% − 6%下模拟了小径多数和大径少数颗粒的纳

米流体热导率。在计算域大小为 Nx × Ny × Nz = 90 l.u. × 90 l.u. × 90 l.u 的流场中，均匀分

布 2 × 2 × 2 或 13 × 13 × 13 个颗粒，粒径大小变化以保证颗粒的体积分数。颗粒与基液

的热导率之比为 50。模拟结果和 EMT 计算结果如图 8 所示，可以看出从低体积分数到

较高体积分数，模拟结果都与 EMT 计算结果展示出了很好的一致性。特别是在体积分

数较低的情况下（1 和 2%），小径多数、大径少数模拟结果和 EMT 计算结果基本一致。

同时，模拟结果还表明在相同的体积分数下，颗粒的排布方式不同也会对热导率产生一

定的影响。大径少数颗粒在一定程度上可以看做是小径多数颗粒发生的特殊聚集，这种

聚集方式让纳米流体展现出了更高的热导率。



图 7 不同体积分数下小径多数和大径少数的颗粒均匀分布示意图

图 8 不同体积分数下小径多数和大径少数颗粒的纳米流体热导率模拟结果对比

2.2.1 热导率影响因素研究

在验证了所构建热力学模型的正确性之后，对影响纳米流体热导率的主要影响因素，

包括颗粒体积分数、粒径和形貌进行了研究，并将模拟结果与 EMT 理论和实验结果进

行了对比。

（1）体积分数

如图 9 所示，体积分数为 4.0%和 1.0%的 Al2O3/EG、Al2O3/H2O、CuO/EG、CuO/ H2O
纳米流体的热导率模拟结果显示，热导率随着颗粒的体积分数的增加而增加，增幅分别

为 4.84%、7.18%、4.23%和 10.89%。同时，模拟结果与 EMT 计算和实验结果展现出了

较好的一致性。图 10 展示出了 Al2O3/Methanol 和 SiO2/Methanol 纳米流体热导率随体积

分数变化的模拟结果。结果表明，随着颗粒体积分数的增长，纳米流体的热导率发生了

一定程度的增大，模拟结果与 EMT 理论展示除了很好的一致性。然而在高体积分数下，

实验结果观察到的热导率增强超过了模拟和 EMT 的预测。这是由于模拟和 EMT 假设颗

粒在流场中均匀分布而不存在相互作用力，而在真实的情况下，随着体积分数的增大，

颗粒间的聚集等相互作用显著增大，更有效地促进了热量的传递。模拟与实际情况下热

导率的差异在众多文献中也被提及[15, 16]，对于能够产生较强颗粒间相互作用的纳米流体，



需进一步在模型中考虑颗粒聚集的影响。

图 9 不同体积分数的纳米流体热导率模拟结果对比[17]

图 10 不同体积分数的（a）Al2O3/Methanol 和（b）SiO2/Methanol 纳米流体热导率模拟结果对比[18]

（2）纳米颗粒直径

颗粒直径是影响纳米流体热导率的重要参数之一，图 11 显示了颗粒直径对于

Al2O3/H2O 纳米流体热导率的影响。模拟结果表明，随着 Al2O3粒径的增大，纳米流体热

导率略微减小。在 0.5%体积分数下，对于粒径为 20 nm、50 nm 和 100 nm 的纳米流体，

热导率的增强分别为 1.026、1.012 和 1.005。原因在于，在相同的浓度条件下，较小的粒

径具有更大的固液接触面积，有助于增强热量的传递。模拟结果与 EMT 理论及实验结

果基本一致，但在高浓度下由于实际情况中 20 nm 较小颗粒的运动和聚集，实验展现出

了更高的热导率增强效果。

图 11 不同颗粒直径的 Al2O3/H2O 纳米流体热导率模拟对比[19]

（3）颗粒形貌

颗粒的形貌（纵横比）会影响流场中各个方向的热量传递，从而对纳米流体的热导



率产生影响。图 12 展示了球形、x 方向排布（热流方向）和 z 方向排布的圆柱形 TiO2粒

子在流体中的模拟排布。其中球形 TiO2粒子直径为 15 nm，纵横比ܣ = 1；x/z 方向排布

的圆柱形 TiO2粒子大小为（∅10 nm，40 nm），在热流方向上，纵横比为ܣ =4/0.25。模拟

结果如图 13 所示，在相同的体积分数下，纳米流体热导率的增大幅度为：x 方向排布圆

柱形（ܣ = 4）>球形（ܣ = 1）> x 方向排布圆柱形（ܣ = 0.25）。例如，对于体积分数为

1%的纳米流体，热导率增强分别为 1.12、1.09 和 1.02，同时随着体积分数的增加，这一

差距被逐渐放大。纳米流体的热导率随着在热流方向纵横比的增大而增大，原因在于，

在热流方向上具有更长形貌的纳米颗粒，能够提供更多更有效的热量传递路径，从而纳

米流体的热导率。

图 12 不同形貌的 TiO2/水纳米流体粒子均匀分布示意图（a）球形；（b）x 方向排布的圆柱；（c）z 方

向排布的圆柱

图 13 球形和圆柱形的 TiO2/水纳米流体热导率模拟对比[20]

3 结 论

本研究通过考虑纳米流体中颗粒的受力分析和与流体间的共轭传热问题，利用格子

Boltzmann 方法模拟了纳米流体的颗粒运动聚集和热导率增强特性，并与有效介质理论

模型（EMT）进行了对比验证，研究了纳米颗粒的体积分数、粒径以及形貌纵横比对纳

米流体热导率增强的影响。主要结论如下：

（1）在纳米流体的动力学模型中，颗粒受到重力、浮力、相间阻力、布朗运动产生

的随机力、颗粒间及颗粒与壁面间的范德华力、静电斥力以及弹性力的作用，模型使用

离散单元法来计算纳米颗粒的位置、速度以及旋转。模拟结果发现，在这些力的作用下

悬浮的纳米颗粒在基液中不断地无规则运动，最终发生聚集和沉降而导致纳米流体中颗

粒的浓度逐渐降低。



（2）对于纳米流体的热力学模型，颗粒与基液间的共轭热传递问题需要满足共轭边

界温度连续和热流密度连续条件。模型中使用修正的迁移模型来解决不同热物性介质间

的共轭热传递问题。

（3）纳米流体的热导率模拟结果与 EMT 展示出了很好的一致性，对于影响热导率

的主要因素，模拟结果与实验结果展示出了较好的一致性。模拟结果表明，颗粒的体积

分数增大、粒径减小以及热流方向纵横比增大，会使纳米流体热导率的增强得到提升。
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摘要：以氮化镓（GaN）为代表的第三代宽禁带半导体材料在功率半导体、微纳电力电子器件等领域

具有重要的应用，而电子器件中广泛存在的纳米尺度热点（小于 100nm）极大地降低器件热安全阈值，

是热安全隐患的重要来源。因此研究纳米尺度热点、充分理解纳米尺度热源的声子导热行为具有重要

意义。由于光学衍射效应，基于激光的热测量方法较难应用于纳米尺度传热测量，而电学方法中，扫

描热显微镜技术受制于纳米接触热阻的问题也有较大的热测量误差。因此，纳米热点的可控生成及温

度测量一直是工程热物理领域研究的热点和难点。本文针对该难题发展的针尖增强拉曼测热技术，同

时解决了纳米热点的生成及测温难题，实现了 10nm 尺度热点的传热研究。研究发现由于声子输运的影

响，纳米尺度下热点的局部热导率远低于宏观热导率值。进一步结合光热耦合模拟和分子动力学研究，

分析了声子在纳米尺度热点处的弹道输运行为，并测算出声子平均自由程，研究发现氮化镓声子平均

自由程随温度降低的现象。该研究发展的方法将针尖近场增强效应和拉曼测热技术相结合，实现了

10nm 尺度非接触温度测量和激光定点加热，论文关于声子弹道输运的理论成果还可以用于研究其他器

件热安全问题。

关键词：拉曼热测量；纳米针尖；弹道热输运

0 前言

氮化镓（GaN）是一种新型第三代宽带隙半导体材料 1,2，其禁带宽度大、热导率高，

能承受超高电流和功率密度，在光电子领域具有巨大潜力。然而，电子、光电器件的失

效率与器件工作温度呈指数关系 3,4，高功率 GaN 电子器件的设计往往受制于其自加热

效应。因此，受限空间高热流热管理已成为解决微纳器件发展瓶颈的关键技术。傅里叶

传热定律描述了热传输特征长度远大于材料声子平均自由程（MFP）的热扩散过程。但

如果温度热点尺度足够小，这将导致热点区域热量的准弹道热输运现象。非扩散热载流

子将经历不充分的碰撞从热源传出，傅里叶定律不再适用于纳米尺度的热传输规律描述。

Goodson 等人 5 通过在硅膜中制备微米级别的电阻器进行加热，诱导硅膜内强烈的弹道

热传输现象，为弹道声子传输导致的额外温度升高提供了实验证据。在另一项实验中，

Cahill 等人 6 在时域热反射法（TDTR）测量半导体合金热导率的实验中，将准弹道热传

输与热导率随调制频率的变化联系起来。可见当热点区域发生纳米尺度弹道热输运时，



材料的热导率将急剧降低，制约局部热点能量向外扩散，热点温度将进一步升高。

Goodson 等人通过在硅膜中制备微米级别的电阻器进行加热 7,8，由于 100–200 K 下

硅的 MFP 在 210 m 之间，微米热源的尺寸与 MFP 相当，这将诱导硅内强烈的弹道热

传输现象，电阻器的温度与傅里叶定律预测值出现严重的偏离。实验观察到的额外温升

为弹道热传输机理提供了实验证据。当 MFP 比热源尺寸大 30 倍时，温升将超过傅里叶

定律的预测值得 60%。为研究声子弹道热输运对材料热导率影响，Cahill 等人通过时域

热反射法（TDTR）测量不同的光照频率下半导体合金（GaP、GaAs）的热导率，将准

弹道热输运现象与热导率随激光调制频率的变化联系起来。同时表明平均自由程长于热

穿透深度的声子将以弹道热输运的方式穿过温度梯度，对热导率的实验测量的没有贡献，

通过测量热导率随调制频率的变化即可获得不同自由程的声子对热导率贡献分布。此外，

Maire 研究了 9 不同温度下硅纳米线（NWs）的热传输机制，室温下，NWs 的热导率与

其长度无关，表明热量传输过程为纯扩散传热形式。然而，温度降至 4 K 时，由于内部

声子散射过程不充分和镜面散射的存在，NWs 中热量传输状态从扩散传热到弹道输运的

转变，导致的热流受阻，材料热导率也随之降低。

综上所述，在针尖-样品传热系统中，针尖诱导样品形成的纳米热点将以弹道热输运

的形式将热量扩散出热源区域。由于声子能量扩散不充分，热流传输受阻将会导致样品

表面异常的温升，这极大地降低了微纳电子器件、功能器件的热安全阈值，对器件运行

产生重要的安全隐患。基于针尖增强拉曼光谱的近场热测量技术是产生纳米温度热点和

研究纳米尺度材料热输运特性的非接触式方法 10,11，其有效的消除接触热阻不确定性带

来的影响。同时结合针尖的近场增强效应和拉曼热测量技术 12–14，设计并发展了针尖增

强拉曼热测量技术，实现 10 nm 级温度热点的产生和温度探测。为进一步理解 GaN 中的

弹道热输运机理和研究其热导率与特征长度依赖性，本文将首先探究热点产生的机理以

及传热和温升的规律，随后基于 GaN 中的弹道热输运规律，开发测量材料声子平均自由

程的拉曼光谱方法，并通过声子玻尔兹曼输运方程数值求解验证其准确性。旨在为实际

GaN 电子器件的设计和使用中，减少温度热点的产生，进行合理的热管理提供热物理学

方面的参考和依据。研究样品内纳米热点传热特性将对减少温度热点的产生有着重要意

义，也为进行合理的热管理提供热物理学方面的参考和依据。

1 实验系统

1.1 拉曼热测量实验搭建

针尖增强拉曼热测量实验系统如图 1 所示。该实验系统由拉曼光谱测量部分和镀 Au
针尖-样品系统组成，主要包括拉曼光谱仪、共焦显微探头、532 nm 激光器、镀 Au 针尖、

GaN 样品及高精度位移台和控制计算机等装置组成。图中激光采用侧面照明的方式聚焦

于针尖和基底样品相接触的位置，绿色光路代表波长为 532 nm 的连续波入射激光，实

现样品的稳态加热以及稳定的拉曼信号激发，黄色光路代表 GaN 样品表面的拉曼散射

光。532 nm 激光由固态连续激光器（CW 激光器）产生，通过扩束器宽化和一系列反射



镜、滤波片的反射和滤光后，最终由共焦显微镜探头聚焦照射在镀 Au 针尖和 GaN 基底

的接触点。共焦显微探头兼具聚焦入射激光和收集样品拉曼散射光的作用，由其收集的

拉曼散射光经滤波片过滤去除反射光和环境噪音，通过狭缝、光栅将拉曼散射光进行波

长展开最终由光谱仪进行光谱分析。拉曼光谱仪在收到不同波长的拉曼散射光后进行光

电转换，根据光强大小转换为与之对应的电信号，最后由配套的光谱处理软件进行拉曼

光谱数据的展现和处理。这里共焦显微探头通过光纤接口分别与入射激光和光谱仪相连，

以便更换激光源和光谱仪。本研究采用的共焦显微探头型号是 BAC102 长焦镜头，由必

达泰克（B&W TEK）公司生产，焦距~10 mm，聚焦光斑~50 m。拉曼光谱仪分辨率约

为 2.15 cm-1，测量范围为 0.45 ~3000 cm-1。为实现激光聚焦位置的精准调整，针尖增强

拉曼热测量实验系统搭配了用于固定共焦显微探头的 x-y-z 位移台，位移精度为 1 μm。

同时镀 Au 的 AFM 针尖和 GaN 基底由原子力显微镜的运动控制系统调控，实现纳米级

别精度的运动调节。

图 1 针尖增强拉曼热测量系统示意图（a）拉曼光谱光学系统；（b）GaN 基底样品；

（c）镀 Au 针尖的 SEM 图

532 nm 入射激光一方面与镀 Au 针尖发生强烈的等离激元共振，诱导 GaN 基底在近

场区域下对入射光的强吸收，光热转化形成纳米热点。另一方面其作为探测激光激发

GaN 的拉曼散射，并由近场光学增强效应实现放大处理。通过自行搭建的针尖增强拉曼

热测量系统，采用镀有 20 nm Au 膜的 AFM 针尖，在功率为 4.5 mW 的 532 nm 激光下进

行热测量实验。裸 Si 针尖和镀 Au 针尖下方的 GaN 样品拉曼光谱，相比于裸 Si 针尖，

镀 Au 针尖下方 GaN 样品的拉曼特征峰强度提升 63.8%，验证了 Au 层与激光等离激元

共振对拉曼信号的增强效应，镀 Au 针尖也提供更好的空间热分辨率。通过拟合拉曼特

征峰即可获取裸 Si 针尖和镀 Au 针尖下方 GaN 峰位分别位于 564.0065 cm−1和 563.84239
cm−1, 根据温度校准实验中得到的温度-拉曼位移关系，便可得到 4.5 mW 激光照射下局



部温升分别为 6.33 K 和 14.68 K。相同的激光功率下，镀 Au 针尖诱导 GaN 样品对入射

光能量进行更有效地吸收，从而产生更高的局部温度，温升约是裸 Si 针尖下方 GaN 样

品的 2 倍。

1.2 样品特征及实验细节

本研究中，用于针尖增强拉曼热测量的针尖是镀 Au 膜 AFM 针尖，其由内部的硅芯

和外层的 Au 纳米镀层组成。硅内芯是 ScanSens 公司 CSG01 型号的商用原子力显微镜

（AFM）探针，其材料为单晶硅，由基座、悬臂梁和针尖构成。单根微型悬臂梁从硅基

座延伸出，并在其末端位置生长出 AFM 探针的针尖。裸 Si 针尖详细尺寸参数为：针尖

尖端等效半径为 10 nm，半锥角约为 10°，针尖高度约为 15 μm；悬臂梁尺寸为：长度约

450 μm，宽度约 50 μm，厚度约 2 μm。根据上一章针尖近场增强数值计算可知，裸硅

AFM 针尖为更好的适用于针尖增强拉曼热测量实验，需在其表面镀上能与 532 nm 激光

发生强烈等离激元效应的 Au 层。Au 镀层厚度为 20 nm，由常州鸿明仪器科技有限公司

HM-ETD-2000C 离子磁控溅射镀膜设备在裸 AFM 针尖上进行镀膜。

1.3 实验细节

为精准调整激光的聚焦位置和计算激光功率密度分布，测量激光的束腰半径即焦点

处的激光斑点尺寸显得极其重要，常用方法有刀片法和 CCD 法。尽管 CCD 法具有更高

的测量精度，但该方法仅适用于小功率激光，对于大功率光束测量，CCD 相机会出现饱

和现象，如果使用衰减器，则会导致光束失真。与 CCD 法相比，刀片法具有方便实用、

操作简单和适用于大功率光束测量等优点。本研究采用刀片法进行光斑直径测量，

BAC102 长焦镜头聚焦激光并垂直照射在激光功率计上，一片刃口锋利的刀片由精度为

1 μm 的 x-y-z 位移台固定在聚焦镜头与激光功率计之间，位移台可控制刀片升降（即 z
方向运动）和垂直于激光束方向做切割光束运动。当刀片未遮挡激光光束时，激光功率

计测量全光束功率。当刀片刃口切割光束至距光束中心 L 时，刀片遮挡部分激光，测量

此时激光功率占全光束功率的百分比为 P(L)%（P(L)% < 50%），当刃口移动到-L 位置时

（与 L 位置对称），未被刀片遮挡的激光功率所占为 1-P(L)%。刀片移动过程中激光功率

计测量值归一化随着刀片逐渐切割光束，功率占比由 100%逐渐减小到 0%。激光光斑大

小可以通过测量激光功率的 90%和 10%对应的位置来计算，或者通过激光功率测量值对

刀片移动距离（x 方向）求导得到一条高斯曲线，然后最大强度的 1/e2 对应位置之间的

距离就是光斑直径。

激光束的最小光斑（半径约 33.9 m）大于纳米针尖的高度 15 μm，因此需要调整激

光位置以确保其精准聚焦照射于针尖尖端与 GaN 相接触的区域，从而减少 GaN 基底非

针尖接触区域的额外照射和避免照射在 AFM 悬臂梁和针尖基座上对实验的影响。本实

验中，首先原子力显微镜的运动控制系统调控镀 Au 的 AFM 针尖趋近 GaN 样品直至与

其接触，然后调整激光使其精准聚焦于两者相接触的区域。这里激光聚焦位置可由激光



下 AFM 针尖的光学投影和瑞利散射信号强度协同调节和确定。由于 532 nm 激光在 Au
中的光学穿透深度为 13.7 nm，入射激光无法穿透 AFM 针尖表面 20 nm 厚的 Au 层，同

时也不能激发 Si 芯的拉曼信号，所以在聚焦位置调整中无法通过针尖的拉曼信号来辅助

确定，只能通过瑞利散射信号进行判定。拉曼光谱分析中,520 cm−1 附近没有硅拉曼峰，

也表明来自硅针尖的拉曼信号可忽略不计。

激光聚焦于针尖与GaN 接触区域的详细过程为：精度为 1 μm的位移台控制BAC102
显微探头运动，先粗略的找到激光下针尖的光学位置。由于瑞利散射强度与样品受辐照

区域的面积直接相关，在找到光学位置后利用瑞利散射强度来确定激光的聚焦位置和聚

焦程度。首先激光照射在悬臂梁上，当瑞利散射信号最强时悬臂梁聚焦最佳。然后，控

制光斑沿悬臂方向（图中 x 轴方向）移动并到达针尖底座，接着沿着 y 轴调整，使得光

斑由针尖底座向尖端移动，并由瑞利散射信号强弱判断是否聚焦到尖端，最终当瑞利散

射信号最弱和刚好可以检测到 GaN 的拉曼信号时，激光精准聚焦于针尖尖端与 GaN 接

触的区域。在上述激光聚焦位置调整过程中，为避免对纳米针的加热效应，激光功率应

保证存在明显瑞利散射信号和拉曼信号的情况下尽可能低，这里激光功率为 1 mW，并

保证其在这个调整过程中稳定输出。

2 纳米热点温度测量和 GaN 材料弹道热输运研究

2.1 纳米热点加热及其温度测量

将波长为 532 nm 的连续激光（CW）聚焦于针尖尖端与 GaN 接触的区域，针尖与

GaN 之间的近场区域内发生强烈的等离子体共振，电磁场强度数量级增强。这不仅诱导

GaN 基底对入射光能量的强吸收同时也增强纳米尺度物质激发的拉曼信号。由于强烈的

电磁场增强，GaN 表面光吸收和光热转化增强并产生 10 nm 级别的纳米热点，解决了如

何产生热点的问题。同时近场增强效应放大纳米尺度区域的拉曼信号，突破传统光学的

衍射极限，实现 10nm 级空间分辨率的温度探测。实验中每次测量的积分时间为 20 s，
以获取更多的 GaN 样品拉曼信号，同时各激光功率下的拉曼光谱数据都进行 5 次测量后

取平均以减小实验误差。

图 2 为不同激光功率（4.5、5.0、6.4、8.3、10.5、12.1、13.8 mW）照射下，置于裸

Si 针尖和镀 Au 针尖下方的 GaN 样品拉曼光谱。随着激光功率的增加，拉曼散射概率增

大导致来自样品表面的信号增强，同时由于激光照射引起 GaN 基底的局部加热效应，相

应的振动模式被软化，导致拉曼特征峰的峰值发生偏移。这里应当注意的是高达 13.8 mW
的激光功率没有对样品造成破坏，并且 GaN 拉曼位移依旧保持对温度的线性依赖性。通

过对比图 2（a）和（b）可以发现相同功率的激光以相同的入射角度照射下，镀 Au 针尖

下方 GaN 样品的拉曼特征峰强度是裸 Si 针尖的 1.638 倍，验证了 Au 层与激光等离激元

共振对拉曼信号的增强效应，同时镀 Au 针尖也提供更好的空间热分辨率。



图 2 不同激光功率时，裸 Si 针尖下方（a）和镀 Au 针尖下方（b）GaN 样品拉曼光

谱（c）GaN 样品拉曼位移随激光功率的变化关系；（d）不同激光功率下 GaN 的温升

GaN 样品拉曼位移与激光功率的线性关系可以描述为 ，

其中 是拉曼位移-激光功率系数。裸 Si 针尖和镀 Au 针尖下 GaN 样品的线性拟合系数

分别为−0.0309 和 −0.0445 cm−1 mW−1。更大的 意味着相同的激光功率下，镀 Au

针尖诱导 GaN 样品对入射光能量进行更有效地吸收，从而导致更高的局部温度。为准确

知道纳米热点的温度，需通过特征峰的拉曼位移根据温度校准实验中得到的温度-拉曼位

移关系式转换得到。图 2 清楚地表明 GaN 表面热点的温度随激光功率的增强而增加，拟

合温度-功率系数分别为 3.213 和 1.828 K mW−1。13.8 mW 的激光功率下，镀 Au 针尖引

起的温升（约 40 K）远高于裸 Si 针尖引起的温升值（约 20 K），约提升 2 倍，结果与上

述讨论相符，反映 GaN 表面等离子体共振对能量吸收的增强。激光照射下，裸 Si 针尖

下方 GaN 样品的温升主要来自入射光的加热效应，可以通过简单的半无限大介质表面局

部热源的热传导模型近似估计。在半无限大介质表面半径为 a 的局部圆形恒定热通量下，

该圆形区域内温升可以计算为：
 02q a k 

，其中 k 是 GaN 材料的热导率，q0 是

热通量：
2

0q Q a    
，a 是光斑半径，Q 是入射激光能量，是 GaN 对激光的

吸收率， 是增强因子，并且 是热平衡加热区域的温升。激光光斑尺寸约为 60 m，



恒定热通量可由入射激光的加热功率（13.8 mW）计算得出。GaN 在室温下的热导率为

~185 W/（m∙K） 。根据上述热传导模型预测的温度升高为 20K，接近拉曼实验中裸 Si
针尖下方 GaN 样品的温升（21 K）。因此，在裸 Si 针尖下方的有限区域中的热传递过程

遵循标准的热扩散机制；然而镀 Au 针尖下方区域异常的温度升高是否源于弹道热输运

仍然是一个悬而未决的问题。

2.2 弹道热输运机理研究

纳米尺度热点一般指 100 nm 及以下尺度大小的热点，在微纳电子器件、功能器件

中广泛存在。局部热点对器件运行产生重要的安全隐患，极大地降低了热安全阈值。由

于材料的热导率与声子自由程密切相关，而当热点尺度与声子自由程相当或更小时，其

声子散射能量扩散不充分，产生弹道热输运效应，导致热导率的降低，进一步影响局部

热点能量扩散。因此实现纳米尺度热点的测温，并理解其能量输运机制具有重要意义。

为探究镀 Au 针尖下 GaN 样品纳米尺度热点产生的机理以及传热和温升的规律，对针尖

-GaN 基底温模型进行电磁场计算并根据光热转换为相应的热源分布，进一步展开温度场

计算。针尖与下面的 GaN 基底间距 d = 0，即相互接触。镀 Au 针尖被 E0 = 1 V/m 的线

性 p 偏振入射波从一侧照射，入射波长 λ = 532 nm，入射角 θ = 10°（入射光波矢与 x 轴

之间的角度，实验中以 10°的角度入射）。完全匹配层（PML）包围整个计算域防止边界

处的反射，进一步还原真实的实验环境。基于 COMSOL 的有限元法，对 600 × 600 × 800
nm3 的矩形计算域数值求解麦克斯韦方程。

图 3（a）镀 Au 针尖-GaN 基底系统模型；针尖-样品系统纵截面电场分布（a）裸 Si 针尖；

（b）镀 Au 针尖；GaN 基底表面电场分布（c）裸 Si 针尖；（d）镀 Au 针尖



图 3（a）和（b）分别为裸 Si 针尖-GaN 基底和镀 Au 针尖-GaN 基底系统近场区域

内电场分布的纵截面图（y = 0）。当极化激光照射针尖时，极化电场驱使 Au 表面的自由

电子运动并将其限制在针尖尖端，形成等离子体。在避雷针效应和等离激元共振作用下，

接触点区域周围的电场强度大大增强。在接触点附近的 10 nm 区域，无论是针尖还是样

品都观察到强场的增强，并由接触点向针尖和 GaN 样品内部急剧降低。相比于 Si 针尖

-GaN 基底系统，镀 Au 针尖诱导的电场增强效应更加明显。同时在 GaN 基底内部产生

更强的光学穿透和光吸收，是纳米热点产生的关键。为定量分析增强效应，采用第四章

引入的局部增强因子 Mloc = Iloc/I0 = (Eloc/E0)2 来阐述系统中的局部增强。其中，Iloc、
I0 表示近场下局部光学强度和入射光强度， Eloc、E0 = 1 V/m 分别表示近场下局部电场

强度和入射电场强度，Eloc 由麦克斯韦方程组直接计算得出。电磁场强度最大的位置（即

“热点”）位于针尖和 GaN 基底的接触点，该位置局部电场强度 Emax = 83.25 V/m，最大

的局部增强因子为：Mloc = Iloc/I0 = (Eloc/E0)2=6929.80，这与先前报告的结果接近。

图 3（c）和（d）分别是近场下裸 Si 针尖和镀 Au 针尖下方 GaN 基底表面（z = 0）
的电场分布。GaN 表面的电场分布呈现以“热点”为中心的圆形分布，由于光照的不对称

性，“热点”位置发生偏离。同时在 GaN 基底中距“热点”约 5 nm 处衰减到最大增强因子

的一半，即 Eloc < Emax/2。在距“热点”10 nm 范围内快速下降，最终趋近入射电场 1 V/m。

由此可见镀 Au 针尖与 532 nm 激光发生等离激元共振，强烈的近场增强效应将入射光能

量集中在接触点附近 10 nm 区域，为纳米尺度加热并形成温度热点提供条件。

本研究实验设置和扫描热显微镜（SThM）不同的地方在于：SThM 是在针尖上镀上

热电偶层，以电加热的形式加热针尖并向下方基底传热，传热的物理过程复杂并且热阻

较大，引入了极大的不确定性。本研究中，聚焦激光束与针尖 Au 层发生强烈的相互作

用，在镀 Au 纳米针尖下方的基底内产生高度局域化的热区，实现基底的热加工或者热

测量。该过程中基底局域化的热区的热量主要扩散至其内部，针尖与样品之间可以认为

没有热量交换，物理过程相对于 SThM 比较简单。

上述分析发现针尖与样品之间热量交换很小可以忽略，GaN 热点的热量主要扩散到

样品的内部。因此，为理解实验中镀 Au 针尖下方 GaN 局部区域的异常温升，仅需考虑

10nm 级别温度热点在其内部的热扩散过程。在下面分析中，GaN 基底被单独取出进行

分析，通过电磁场与样品的相互作用转化为热源场，进一步数值计算出温度场解释 GaN
内异常温升。

当入射激光功率为 13.8 mW 时，聚焦光斑尺寸约 60m，进一步可计算得到入射光

强度 I0 = 4.9 × 106 W/m2。光强与电场强度的关系符合： I = 0.5nεc0E2，其中 I 为入射

光强，n 为折射率，空气折射率为 1，ε 为介电常数，c0 和 E 分别是光速和电场强度。根

据入射光强度 I0 便可计算出归一化电场强度 E0 = 6.1 × 104 V/m。基于 Poynting 定理，

当光穿过吸收介质时，介质内局部产热率可通过下式计算：
2

00.5 [ ( )]
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其中，ε0 是真空介电常数，是入射平面波的角频率，Im[ε()]是入射频率下 GaN 介电

函数的虚部（称为消光系数），而 Eloc 是局部电场强度。由于局部增强因子 Mloc = Iloc/I0
= (Eloc/E0)2，局部电场强度便可以根据 Eloc2 = Mloc ×E02 计算。



在 532 nm 激光照射下，裸 Si 针尖和镀 Au 针尖下方 GaN 基底内接触点区域热源密

度分布。两者的热源密度分布呈现半椭球分布与图 3 中的电场强度分布一致，同时由于

入射光的不对称照明，针尖诱导的光学增强分布不均匀，进一步导致 x 方向上热源密度

的不对称分布。Au 针尖下方 GaN 样品的热源密度在接触点处达到其最大值~ 6×1015
W/m3，在 x-y 平面内（图中 x 轴方向）热渗透深度约 6 nm，而在 z 轴方向，热穿透深

度约为 4 nm，随后热源密度在其内部快速下降。与之相比，裸 Si 针尖下方 GaN 基底的

热源密度较小，热渗透较浅，和实验结果一致。根据热源密度分布分析发现，大量的热

能集中于在针尖-样品接触点的 10 nm 区域内，这些能量将扩散到 GaN 样品内部。

根据上述光热转化得到 GaN 样品内部的热源密度分布，结合半无限大介质转热模型

便能数值计算出 GaN 的温度分布。这里认为 GaN 的传热过程满足传统的傅里叶传热定

律，数值计算可得：当入射激光功率为 13.8 mW 时，光照范围内的平均温度为 310 K（即

计算理论值 Ttheory = 310 K），远低于实验测量得到的温度 340K（Texperiment = 310 K）。

由于 Ttheory  Texperiment，需要考虑纳米尺度下，热点的传热规律是否还满足传统的傅

里叶传热定律。

大量的热能集中在 GaN 样品与镀 Au 针尖相接触的局部区域，形成 10 nm 级别的热

源。相比于室温下 GaN 的声子平均自由程 1001000 nm，热源的特征长度短得多，将导

致热源附近声子无法在该小空间内达到热平衡。因此，纳米热点传热不再遵循经典的傅

里叶传热定律，预计 GaN 样品内部传热行为将符合弹道热输运。进一步采用局部热导率

keff变化的傅里叶传热定律近似弹道热输运过程，通过设置GaN材料的热导率 keff分布，

数值计算便可求出 GaN 的温度分布。由于有效局部热导率 keff 的分布与材料本身的声子

平均自由程（MFP）相关，不同的 MFP，keff 分布也会相应变化，最终得到的温度分布

也不尽相同。当入射激光功率为 13.8 mW 时，在不同 MFP 下光照范围内 GaN 样品的平

均温度。图中当 GaN 的 MFP = 500nm 时，平均温度为 339.9 K；当 MFP = 1000 nm 时，

平均温度为 342.8 K。上述实验和理论计算结果表明，由于热载流子的弹道热输运现象，

GaN 样品局部有效热导率远低于块体材料的热导率，所以实验中镀 Au 针尖相对于裸 Si
针尖其下方的 GaN 样品中才观察到异常的温升（40K）。当 MFP = 579.98 nm 时，Au 针

尖下方的 GaN 样品温升为 340.37 K，与实验值一致。



图 4 GaN 基底纵截面（y = 0）热源场分布（a）裸 Si 针尖；（b）镀 Au 针尖；

GaN 纵截面（y = 0）温度分布（c）裸 Si 针尖；（d）镀 Au 针尖

3 单晶 GaN 材料的声子平均自由程研究

纳米尺度的热源以弹道热输运的形式向周围传输热量并形成相应的温度分布，该过

程中材料的声子平均自由程起到决定性作用。基于上述研究中材料的局部热导率 keff 的
分布与本身的声子平均自由程的相关性，以及 GaN 局部热导率和其温度分布的对应关

系，本文进行 GaN 材料的声子平均自由程实验测量。在纳米尺度小体积内由于没有足够

的散射来建立热平衡条件，本研究采用局部热导率 keff 分布的传统傅里叶传热定律近似

弹道热输运过程，通过设置不同的 GaN 的声子平均自由程，便可得到与之对应的局部热

导率分布，进一步数值计算出光照范围内 GaN 样品的平均温度。图 5（a）为在不同的

激光功率下，GaN 样品局部的平均温度随其声子平均自由程变化的曲线，与实验温度数

据对比插值便可以确定不同功率导致的不同的温度下的声子平均自由场。

不同激光功率（4.5、5.0、6.4、8.3、10.5、12.1、13.8 mW）下，针尖拉曼实验测量

GaN 热点的温度为 311.62 K、311.89 K、318.12 K、324.59 K、329.12 K、337.31 K 和 340.37
K。通过插值得到相应温度下 GaN 的声子平均自由程为：797.37 nm，810.18 nm，648.55

（a） （b）



nm， 814.79 nm，760.43 nm，344.81 nm 和 579.98 nm，如图 5（b）所示。实验测量结

果表明 GaN 的声子平均自由程在 400800 nm，与其他的研究结果 2001000 nm 相符
15,16。同时从图中可以发现随着 GaN 的温度的升高，声子平均自由程呈略微下降的趋势，

这暗示着 GaN 的热导率也相应降低。通过以上实验测量与数值计算相结合，揭示了纳米

尺度材料的弹道热输运行为，并通过拉曼方法实现材料声子平均自由程的测量。第一性

原理方法是基于量子力学基本原理，在经过近似处理后，对薛定谔（Schrodinger）方程

进行直接求解的计算方法。该方法不使用任何拟合的实验参数，仅利用核外电子与原子

核的相互作用及其运动规律。相比于半经验的方法，该方法计算量大、计算时间更长，

但是计算结果更加精确。随着密度泛函理论（DFT）的提出，不再需要严格的求解体系

中每一个原子的运动，通过观察电子的平均密度就能实现多电子体系问题的求解，这样

通过简单的电子密度来表示多电子波函数和薛定谔方程，极大的简化计算。计算出多粒

子体系的基态电子密度后便可以获取该体系的所有物性参数。

材料的导热能力由电子导热和声子导热两部分贡献，而在半导体和绝缘体中，声子

导热对材料导热性能起主导作用，即晶格振动为主要的贡献。声子传输特性与声子行为

（频率、速度、散射率等）息息相关，而这些声子的固有属性在很大程度上由原子间的

力常数决定，玻尔兹曼输运方程（Boltzmann Transport Equation，BTE）便是基于固体物

质原子间的力常数来研究声子行为的重要方法。ShengBTE 是一款求解声子玻尔兹曼输

运方程来计算声子热导率（晶格热导率）的软件，其以二阶和三阶原子间力常数作为输

入，输出材料的晶格热导率以及声子频谱等相关信息。其中，原子间力常数可以通过第

一性原理计算软件（VASP）计算得到，二阶力常数计算依靠 Phonopy 软件包，三阶力常

数可由自带的 thirdorder.py 脚本计算得到。

为验证上述实验测量得到的声子平均自由程的准确性，本文通过第一原理计算出二

阶和三阶原子间力常数，通过声子玻尔兹曼输运方程数值求解 GaN 材料的声子平均自由

程分布以及晶格热导率。本研究采用 Materials Studio 软件构建 GaN 的晶体结构，包含 2
个 Ga 原子和 2 个 N 原子，理想结构为六方纤锌矿结构。在此基础上，对 GaN 晶胞扩胞

形成超晶胞结构。超晶胞越大，对计算机的硬件要求也就越高，综合考虑晶胞体积大小

和计算机性能，建立 4 × 4 × 4 超晶胞结构以减小边界效应的不利影响并提高精度。在

VASP 软件中使用 4×4×4 q-网格，通过有限位移法分别算得二阶、三阶力常数。进一步

利用第一性原理计算得到的上述力常数对声子 BTE 进行数值求解，其中求解过程在

ShengBTE 软件中进行，网格密度为 12×12×12。不断迭代最终得到收敛的声子分布和热

导率。图 5 为第一性原理计算得到 GaN 不同频率下声子的 MFP 谱，进一步求得累积热

导率随声子 MFP 的变化规律如图 5（b）所示。对于 GaN 体材料，300 K 下其热导率加

权后的 MFP 为 768.6 nm，该值与上述针尖增强拉曼热测量技术测量值接近，验证了拉

曼实验测量声子平均自由程的准确性。此外，图 5（b）还展示了主要影响热导率的声子

MFP 分布。室温下，热导率主要由平均自由程大于 500 nm 的声子贡献的，只有少部分

热导率来自平均自由程短于 50 nm 的声子。针尖增强拉曼热测量技术产生的加热区域尺

寸约为 20 nm，因此，预计该区域的热导率会显著降低，进一步导致加热区域的温度会

大幅升高。



图 5（a）不同激光功率下，GaN 样品局部平均温度随 MFP 的变化曲线；（b）不同温度

下 GaN 的声子平均自由程（c）300K 下 GaN 不同振动频率声子的 MFP 分布；（d）GaN
累积导热率随声子 MFP 的变化关系

4 结 论

本文围绕针尖增强拉曼热测量实验及纳米温度热点引起的弹道热输运机理展开研

究。基于针尖增强拉曼热测量技术，对比研究镀 Au 针尖和裸 Si 针尖下方 GaN 样品的拉

曼信号，发现其强度增强 1.638 倍，验证 Au 层与激光等离激元共振有效的增强拉曼信号，

同时镀 Au 针尖也表现出更高的空间热分辨率。13.8 mW 的激光照射下，镀 Au 针尖和裸

Si 针尖下方 GaN 样品的拉曼位移分别是 563.76 cm-1 和 563.43 cm-1，根据上一章热校准

实验得到的温度-拉曼位移关系式，发现镀 Au 针尖引起 GaN 样品的温升（约 40 K）远

高于裸 Si 针尖引起的温度升高值（约 20 K），提升约 2 倍。该结果与上一章近场增强模

拟相符，反映镀 Au 针尖下 GaN 表面等离子体共振对能量吸收的增强。采用数值计算方

法进一步探究纳米尺度温度热点产生的机理以及传热和温升的规律。通过针尖-样品系统

电磁场模拟，发现镀 Au 针尖下电磁场强度最大的位置是针尖顶部和 GaN 基底的接触点，

Emax = 83.25 V/m。GaN 表面电场分布呈现以“热点”为中心的圆形分布，但由于光照的

不对称性，“热点”位置发生偏离。距“热点”约 5 nm 处衰减到最大增强因子的一半，10 nm
范围内快速下降，最终趋近入射电场 1 V/m。强烈的近场增强效应将入射光能量集中在



接触点附近 10 nm 区域，为形成纳米尺度加热及温度热点提供条件。发现 GaN 样品局域

化热区的热量主要扩散到其内部，针尖与样品之间可以认为没有热量交换。同时考虑到

纳米温度热点传热不再遵循经典的傅里叶传热定律，采用局部热导率变化的傅里叶传热

定律近似弹道热输运过程进行温度场模拟。实验结果和模拟计算表明，由于温度热点附

近能量扩散不充分，热载流子为弹道热输运，纳米尺度下 GaN 样品局部有效热导率远低

于块体材料的热导率，导致镀 Au 针尖相对于裸 Si 针尖其下方的 GaN 样品中出现异常的

温升。基于本文研究中材料的局部热导率与自身的声子平均自由程的相关性，以及局部

热导率和其温度分布的对应关系，通过拉曼方法实现材料声子平均自由程的测量。实验

测量结果表明 GaN 的声子平均自由程在 400800 nm，同时随着温度升高，声子平均自

由程由略微下降的趋势。通过第一原理计算出原子间力常数，并由声子玻尔兹曼输运方

程数值求解 GaN 的声子平均自由程分布以及晶格热导率，300 K 时 GaN 的 MFP 为 768.6
nm，与实验测量值接近，验证拉曼方法测量材料声子平均自由程的准确性。
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摘要：层间范德华力调控与异质结构是降低材料热导率并提高热电性能的有效方法。通过分子动力学

模拟和密度泛函理论研究了双层 MoSe2，双层 MoS2和异质结构 MoS2-MoSe2的热传递。随着范德华作

用强度的增加，双层 MoSe2和双层 MoS2的热导率都呈现单调下降趋势，而 MoS2-MoSe2异质结构呈现

趋势为先上升后下降。热导率的计算结果为双层 MoSe2最高，其次是异质结构 MoS2-MoSe2，双层 MoS2

最低。主导传热的特性：体积比热、声子群速度和声子寿命与热导率趋势相同，MoS2对于异质结构的

影响贡献更大。

关键词：MoS2，MoSe2，异质结构，热导率，声子

0 前言

近年来，不断增加的能源消耗和日益严重的环境问题对可再生能源技术的发展提出

了更高的要求。由于热量无处不在，且浪费的能量主要并最终以热的形式存在，因此探

索废热的回收利用至关重要[1]。热电材料和器件作为最简单的直接能源转换技术之一，

被认为是解决全球能源危机问题的有前景的候选材料[2-5]，并已被广泛应用于可穿戴设备、

生物医学、网络通信和其他领域。由于高性能的热电材料构成了热电转换技术的基础，

因此，研究具有高热电特性潜力的新热电材料或优化现有热电材料的热电特性是至关重

要的[6]。

热电材料的热电转换效率可由无量纲优值 ZT 决定：

ܼܶ =
ܵଶܶߪ

ߢ + ߢ

(1)

其中 S 是塞贝克系数，σ 是电导率，T 是绝对温度，κe和 κl分别是电子和晶格热导

率。由于半导体中晶格振动占主导地位，因此 κe可以忽略不计[7]。目前，大量的研究集

中在通过操纵晶体结构来降低热导率以获得更高的 ZT，这已被证明是提高材料热电特性

的有效技术[8, 9]。此外，与三维材料相比，由于声子会被层间的界面散射，导致较低的晶

格热导率，因此二维材料可能具有更高的 ZT[10]。因此，调节现有二维热电材料的结构

是获得高性能热电器件的一项潜在技术。

作为一类新型的层状二维材料，二维过渡金属二卤化物（TMDCs）可表示为 MX2

（M=Mo、W、Ti，X=S、Se、Te），由于其相对较高的电导率、较低的热导率、较高的

塞贝克系数以及固有热电参数的广泛可调性，已被证明是先进热电材料的理想候选材料



[11, 12]。除了孔隙率设计[13, 14]、掺杂[15]、晶界[16]和缺陷[17]等调节热导率的方式外，层间

的弱范德华连接使层间耦合强度调节和异质结构[18, 19]成为调节二维材料热导率的可靠

方法。

早期的研究表明，通过直接影响声子耦合，较强的范德华相互作用可以激活更多参

与跨界面传热的声子，从而导致更大的界面热导率[20, 21]。Ma 等人[21]和 Yang 等人[22]发现，

当范德华相互作用变大时，面内热导率最初会增加，随后会下降。但根据 Han 等人[20]

和 Wu 等人[23]的研究，面内热导率随着范德华相互作用的增强而呈现单调的下降趋势。

面内热导率随范德华相互作用强度的变化存在争议。

根据声子动理论，热导率可以表示为公式 2[24]：

݇=
1

3
ݒܥ

ଶ߬
(2)

其中 CP是体积比热容，v 是声子群速度，τ是声子寿命。因此，CP, v 和 τ主导着热

传递。

为了解决上述问题，我们选择了有前景的 TMDCs：双层 MoSe2，双层 MoS2，并构

建了 MoS2-MoSe2 异质结构，通过分子动力学模拟和密度泛函理论系统地研究了其传热

特性。首先用分子动力学模拟方法详细评估了尺寸效应并计算了材料热导率。随后，通

过调整范德华相互作用参数，研究了层间耦合强度对双层 MoSe2，双层 MoS2，

MoS2-MoSe2 异质结构的影响。最重要的是，通过使用密度泛函理论研究了上述结构的

CP, v 和 τ，有效地揭示了热传输影响的基本机制。这将为进一步阐明二维材料的热传递

和提高二维 TMDCs 的 ZT 提供有效的指导。

1 模型与模拟

1.1 分子动力学模拟

分子动力学模拟是在大规模原子/分子大规模并行仿真器（LAMMPS）软件包[25]中

实现的。为了描述单层内部的原子相互作用，使用了 Jiang[26] 建立的优化的

Stillinger-Weber 势，该势已被证明可以重现 TMDCs 的热特性[27-29]。相邻两层之间的范

德华相互作用是由 Lennard-Jones（LJ）势描述的：

ݑ = ߯ቆߝ4
ߪ

ݎ
ቇ

ଵଶ

− ቆ
ߪ

ݎ
ቇ



൩
(3)

其中 ε 是阱深，r 是原子间距离，σ 是平衡距离。LJ 势的参数列于表 1，并从通用力

场（UFF）表中获得[30]。为了调整层间耦合强度，引入了耦合强度参数 χ，并使其值从 0
到 4 变化，χ 的值越大表明范德华相互作用越强。

表 1 层间 LJ 相互作用参数

原子类型 1 原子类型 2 σ (Å) ε (eV)
S S 3.5950 0.01187

Mo Mo 2.7190 0.00243
S Mo 3.1570 0.02489
Se Se 3.7450 0.01264



Se Mo 3.1920 0.00554
图 1 展示了双层 MoSe2，双层 MoS2和 MoS2-MoSe2异质结构的晶胞结构，其晶格

常数分别为 3.5 Å，3.19 Å 和 3.26 Å。由于分子动力学模拟需要矩形晶胞，因此对原始晶

胞做如下变换：

ሬܾ⃗
ଵ = ܽ⃗ଵ + ܽ⃗ଶ , ሬܾ⃗ଶ = −ܽ⃗ଵ + ܽ⃗ଶ

(4)

其中， Ԧܽଵ和 Ԧܽଶ为变换前晶胞的基本向量， ሬܾ⃗
ଵ和ሬܾ⃗

ଶ为变换后矩形晶胞的基本向量。通

过对变换后的矩形晶胞在长和宽方向进行复制，从而获得所需尺寸的双层 MoSe2，双层

MoS2和 MoS2-MoSe2异质结构。

(a) (b) (c)

图 1 (a) 双层 MoSe2，(b) 双层 MoS2，(c) MoS2-MoSe2异质结构的原始晶胞和变换后矩形晶胞的结构

示意图

图 2 分子动力学模拟过程示意图

在本模拟中，x、y 和 z 方向的边界是非周期性的边界条件。时间步长为 1 fs。首先，

为了实现样品的初始平衡并获得相对稳定的结构，模拟箱在 NVE 系综中被弛豫了 0.1ns。
随后，创建了一个长度为 1 纳米的热源和一个冷源，以获得热通量和温度梯度来计算热

导率。此外，为了限制样品的相对滑动，在热源和冷源的相邻两端各提供了长度为 0.5
纳米的固定区域。模拟过程的设置如图 2 所示。Langevin 热浴被应用于热源和冷源，弛

豫时间为 1.5 ns，以控制温度分别达到 400 K 和 200 K。随后，在 NVE 系综下运行了 5ns



以产生线性温度分布。图 3 描述了长度为 20nm 的 MoSe2样品的典型温度分布，红线部

分代表用于确定温度梯度的线性区域。最后，热导率可以用傅里叶定律来计算：

݇= −
ݍ

ݓ) × ݀)∇ܶ
(5)

其中，q 是热通量，∇T 是温度梯度，w 和 d 分别是样品在热通量方向的横截面的宽

度和厚度。
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图 3 长度为 20nm 的 MoSe2温度分布示意图

1.2 密度泛函理论

通过密度泛函理论计算了双层 MoSe2，双层 MoS2，MoS2-MoSe2异质结构的 CP, v

和 τ，以进一步分析热传导的机制。广义梯度近似（GGA）与 Perdew-Burke-Ernzerhof（PBE）
模型被用来描述交换相关的相互作用[31, 32]。为了准确表示层间的范德华力，采用了

Grimme 的 DFT-D3 方法进行范德华修正[33]。

对于密度泛函理论计算，首先应对结构进行优化，直到力收敛在 10-6 V/Å 之内。平

面波基的截止能量被设定为 500eV，所有动能小于这个量的平面波都将被考虑。一个

10×10×2 的 Monkhorst-Pack k 点网格被用于第一布里渊区的积分。声子色散和 CP,是通过

Phonopy 计算 3×3×1 的超胞获得的[34]。声子寿命 τ 是通过 Phono3py 计算 3×3×1 的超胞

获得的[35]。

2 结果与讨论

2.1 尺寸效应

以往的分子动力学模拟中研究了纳米结构热导率的尺寸效应，其长度可达数百纳米
[36-38]。这归因于在热源和冷源界面上发生的声子散射。当样品尺寸小于材料声子平均自

由程时，声子为弹道输运，热导率值随着材料长度的增加而增加；当样品尺寸比声子平

均自由程长得多时，声子就会发生扩散性热传输，在这种情况下，热传导率接近一个恒

定值。为了解决热导率随长度变化的影响，并使热导率达到与实验相同的数量级，必须

将材料的长度推广至无穷大。

由于以前的研究表明，材料宽度对热导率的影响很小[39]。因此，将双层 MoSe2，双

层 MoS2，MoS2-MoSe2异质结构的宽度固定为 10nm，并使长度在 20、25、30、35 和 40nm



变化，用于评估温度在 300K 下的尺寸效应。热导率和样品长度之间的线性拟合函数被

用于推导长度为无限长时候的热导率 k∞[38]：

(6)

其中 M 是线性拟合函数的斜率，LZ是材料的横向尺寸，l∞是 LZ推算到无限长时的

有效声子平均自由程。计算出的热导率和线性拟合结果展示于图 4。如图 4a 所示，当长

度在 20nm 至 40nm 范围内变化时，计算出的热导率随着系统长度的增加而单调地增加，

且双层 MoSe2的热导率最大，其次是 MoS2-MoSe2异质结构，双层 MoS2的热导率最小。

根据公式 5，推导了材料长度为无限长时候的热导率。图 4b 展示了三种材料的线性拟合

曲线，通过将拟合曲线在 x 轴处的斜率取倒数，计算出双层 MoSe2，MoS2-MoSe2异质

结构和双层 MoS2的 k∞在 300K 时分别为 29.02 W·m-1·-K-1，25.22 W·m-1·-K-1和 15.98
W·m-1·-K-1。
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图 4 双层 MoSe2，双层 MoS2， MoS2-MoSe2异质结构在 300K 时的尺寸效应。（a）热导率与长度的关

系；（b）1/κ 和 1/LZ的拟合关系。黑色实线是线性拟合的结果。

2.2热导率的机理分析

2.2.1 声子能量色散曲线与声子群速度对热导率的影响

通过密度泛函理论计算了双层 MoSe2，双层 MoS2，MoS2-MoSe2异质结构的声子能

量色散曲线，以进一步了解热传输的影响机制。图 5 显示了布里渊区中沿 Γ - M - K - Γ

方向的色散曲线。为了确认理论方法的准确性，首先获得了单层MoSe2的声子色散曲线，

如图 5(a)所示，对于原始晶胞为 3 个原子的单层 MoSe2，声子色散曲线有 9 个声子分支，

其中 LA、TA、ZA 是声学模式，LO、TO、ZO、LO'、TO'、ZO'是光学模式，验证了模

型和模拟的可靠性。由于材料的声子色散曲线都不存在虚频，证明了材料是稳定的。对

于具有 6 个原子原始晶胞的双层 MoSe2，双层 MoS2和 MoS2-MoSe2异质结构，声子分

支的数量增加到 18。单层 MoSe2 和双层 MoSe2 的频率分布为 0-10THz，双层 MoS2 和

MoS2-MoSe2异质结构的频率分布为 0-14THz，可以看出 MoS2对于异质结构的声子能量

色散影响更大。



根据式 7 可知，声子群速度取决于色散曲线的斜率，因此它们被计算出来用于进一

步分析：
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图 5 (a) 单层 MoSe2，(b) 双层 MoSe2，(c)双层 MoS2，(d) MoS2-MoSe2异质结构的声子能量色散曲线。

由于热输运主要由声学声子控制，表 2 展示了双层 MoSe2，双层 MoS2，MoS2-MoSe2

异质结构 LA、TA、ZA 声子支的声子群速度，可以看出，对于 LA、ZA 声子支，双层 MoSe2

的群速度均最大，其次是 MoS2-MoSe2异质结构，双层 MoS2的声子群速度均最小。其中

LA 声子支的群速度差异最大，说明其对热输运的影响贡献更大。

表 2 双层 MoSe2，双层 MoS2， MoS2-MoSe2异质结构的声子群速度

结构 vLA (km·s-1) vTA (km·s-1) vZA (km·s-1)
双层 MoSe2 4.94 3.70 2.13
双层 MoS2 3.51 2.66 1.27

MoS2-MoSe2

异质结构
4.27 2.13 1.38



2.2.2 声子寿命对热导率的影响

图 6 显示了双层 MoSe2，双层 MoS2，MoS2-MoSe2异质结构的声子寿命。双层 MoSe2

的声子寿命主要分布在大约 3-6THz 的低频区域，其数值主要在 0-60ps 之间。对于双层

MoS2和MoS2-MoSe2异质结构，声子寿命主要分别分布在 6-9THz和 4-8THz的低频区域，

而数值分别在 0-20ps 和 0-40ps 范围内。可以看出，双层 MoSe2的声子寿命最大，其次

是 MoS2-MoSe2异质结构，双层 MoS2的声子寿命最小，且 MoS2-MoSe2异质结构的声子

寿命的频率分布范围和数值大小均处于双层 MoSe2和双层 MoS2之间。声子寿命的下降

会导致 Umklapp 散射的增强，从而使热导率降低。

(a) (b)

(c)

图 6 (a) 双层 MoSe2，(b) 双层 MoS2，(c) MoS2-MoSe2异质结构的声子寿命。

2.2.3 体积比热容对热导率的影响

图 7 展示了双层 MoSe2，双层 MoS2， MoS2-MoSe2异质结构在温度为 0 至 500K 范

围内的体积比热容。随着温度的升高，三种结构的体积比热容都表现出迅速增加并随后

趋于平稳的趋势。在任何温度下，双层 MoSe2 具有最高的热容量，其次是 MoS2-MoSe2

异质结构和双层 MoS2。特别地，在 300K 温度下双层 MoSe2，MoS2-MoSe2异质结构的

双层MoS2，体积比热容分别为133.79 J·mol-1·-K-1、127.23 J·mol-1·-K-1和119.27 J·mol-1·-K-1。
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图 7 双层 MoSe2，双层 MoS2， MoS2-MoSe2异质结构的体积比热随温度的变化。

2.3 范德华相互作用强度对热导率的影响

为了研究范德华相互作用强度对传热的影响，使耦合强度参数 χ 从 0 到 4 范围内变

化，计算了长度为 20nm 的双层 MoSe2，双层 MoS2和 MoS2-MoSe2异质结构的热导率。

图 8 中可以看到不同材料随耦合强度参数的变化规律。随着范德华相互作用强度的增加，

双层 MoSe2和双层 MoS2的热导率都呈现单调的下降趋势，这是由于在较强的层间耦合

强度下，声子耦合增强，导致 Umklapp 散射的增加，从而抑制了热传输。然而，MoS2-MoSe2

异质结构的热导率在 χ 从 0 变化至 0.5 时单调上升，χ 从 0.5 变化至 4 时单调下降，呈现

出与纯质结构不同的变化趋势。特别地，当 χ 从 0 到 0.5 变化时，双层 MoSe2，双层 MoS2

和 MoS2-MoSe2异质结构对应的热导率变化率分别为 0.17%、2.06%、和 0.37%，表明异

质结构对范德华相互作用的敏感性更强。
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图 8 双层 MoSe2，双层 MoS2和 MoS2-MoSe2的热导率随层间耦合强度的变化。

3 结论

利用分子动力学模拟计算了在温度为 300K时双层MoSe2，双层MoS2和MoS2-MoSe2

异质结构的热导率，并探究了层间耦合强度对上述结构热导率的影响。此外，通过密度

泛函理论全面考察了 CP, v 和 τ对热传导的影响机制，主要的结论可以总结如下：



（1）在温度为 300K 时，随着长度在 20nm 至 40nm 变化，三种材料热导率均随着

长度的增加而增大，且双层 MoSe2的热导率最高，其次为 MoS2-MoSe2异质结构，双层

MoS2 的热导率最低。利用线性拟合函数，推导出长度为无限长时双层 MoSe2，

MoS2-MoSe2 异质结构和双层 MoS2 的 k∞在 300K 时分别为 29.02 W·m-1·-K-1，25.22
W·m-1·-K-1和 15.98 W·m-1·-K-1。

（2）在声子能量色散曲线中，双层 MoSe2的频率分布为 0-10 THz，双层 MoS2和

MoS2-MoSe2异质结构的频率分布均为 0-14 THz，MoS2对于异质结构的声子能量色散影

响更大。对于主导传热的参数 CP, v 和 τ，均是双层 MoSe2 对应的值最高，其次为

MoS2-MoSe2异质结构，双层 MoS2对应的值最小，与三种材料热导率的相对大小关系相

同。CP, v 和 τ三者的共同作用是双层 MoSe2热导率最高，其次是 MoS2-MoSe2异质结构，

双层 MoS2的热导率最低的原因。

（3）随着范德华相互作用强度的增加，双层 MoSe2 和双层 MoS2 的热导率都呈现

单调的下降趋势。而 MoS2-MoSe2 异质结构的热导率在耦合强度参数 χ 从 0 变化至 0.5
时单调上升，χ 从 0.5 变化至 4 时单调下降，呈现出与纯质结构不同的变化趋势，并且异

质结构对范德华相互作用的敏感性更强。
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摘要：随着热防护需求的发展，单一材料或者普通复合材料已经无法满足防热系统的多功能要求，使得飞

行器防隔热材料采用梯度复合材料逐渐成为一种发展趋势。本文采用 TVD 格式的数值传热求解器，对梯度

型防热复合材料的传热性能开展数值研究，通过两种典型工况对比了三种典型物性分布对材料传热性能的

影响，研究了物性偏差对三种典型物性分布材料温度预测结果的影响，结果表明：梯度型防热复合材料能

够有效起到保护舱内热环境的作用，二次型和指数型物性变化的热防护效果优于直线型物性分布，物性偏

差对二次型和指数型物性分布造成的温度精度损失略低于直线型物性分布；按某飞行试验热流数据加载，

物性每偏差 10%约造成 2.5%左右的温度预测精度损失，按 50kW/m2 固定热流加载，物性每偏差 10%约造

成 3%左右的温度预测精度损失。 

关键词：热防护；梯度复合材料；结构传热；数值计算；热物性。  

 

0 前言 

热防护系统是飞行器关键系统之一，是一个复杂的多功能系统，需要同时满足防热、隔

热、轻量化以及力学性能优异等多方面的要求
[1]
。在目前材料体系中，采用一种材料或者多

种材料按照传统的方式进行复合无法满足系统的多功能要求，因此，需要在结构的尺度进行

复合，即将不同的复合材料进行组合，设计成多层结构，使得不同的复合材料在不同的结构

位置实现不同的功能，从而使结构作为一个整体满足多功能的要求
[2]
，如图 1~图 2 所示为

某飞行试验搭载过的隔热梯度复合材料，其表面为致密的陶瓷层，亚表面为过渡陶瓷层，表

层材料具有较高的抗氧化性，底部为多孔的轻质 C/C 材料。 

  

图1 隔热梯度复合材料结构示意图 图2 抗氧化陶瓷层结构示意图 

防隔热梯度材料由于材料的性能参数连续变化，在热应力缓和、避免热应力集中、释放

残余热应力等方面具有极大的优势。但梯度材料内部物性的非均匀性，使得在对其进行热传

导方面的计算时难度很大，并且得到的结果精度低
[3-5]

，因此，国内外众多研究学者寻求建



立合适的方法来对防隔热梯度材料进行可行并高效的数值计算。基于均匀化方法
[6]
的多尺度

分析方法被成功应用于预测不同复合材料结构的物理和力学性能
[7-10]

。通过引入随机样本单

胞模型，提出了基于有限元方法的统计多尺度分析方法，用于预测颗粒或孔洞随机分布复合

材料的热传导性能
[7]
。 

梯度性复合材料的物性参数大多通过实验测得,也可以通过理论近似获得,常见的方法

有混合平均法和微观力学法
[11]

,但无论通过哪种方式,都难以得到准确的物性参数，这就使

得我们在做数值计算时，给定的材料物性与实际情况存在偏差，从而对材料的传热性能预测

产生偏差。在工程实践中，对材料传热性能预测一般都有精度要求，而材料物性偏差会降低

材料传热性能的预测精度，因此开展热物性偏差对梯度性复合材料传热性能影响研究是十分

必要的。本文通过与不锈钢材料对比分析，研究了梯度型防热材料的防隔热效果，对比了不

同物性分布对材料传热性能的影响。通过两种典型工况，对三种物性分布的梯度复合材料进

行物性偏差对传热性能影响分析，得到了不同物性偏差程度造成的传热性能预测精度损失情

况，相关结果可为梯度型防热材料设计研制和评估提供理论依据。 

1 研究方法 

1.1 数值方法 
本文采用三维热传导方程来对结构温度场进行数值计算，在三维直角坐标系下，守恒

形式的导热方程可写为: 

 c p

T T T T

t x x y y z z
   

          = + +    
          

 (1) 

其中  为材料的密度，𝑐𝑝为材料的比热， 为材料的导热系数，T 为固体结构场温度变量。 

计算方法方面，本文对隔热梯度复合材料传热性能的计算使用中国空气动力研究与发展

中心计算空气动力研究所开发的 FL-CAPTER 软件平台[12]计算,该软件平台已在高超声速化

学非平衡计算、表面催化传热等方面获得了广泛运用
[13-16]

，并具备求解结构温度场的计算模

块。本文使用总变差减小（TVD）格式的有限体积法对三维热传导方程进行离散，在时间方

向上，采用 Runge-Kutta 显式方法推进。 

1.2 模型与边界条件 

本文所研究的隔热梯度复合材料结构尺寸如图 3 所示。材料表面尺寸为 80mm×80mm，

底面尺寸为 85mm×80mm,厚度为 30mm,边角处倒圆半径为 5mm。 

 

图3 隔热梯度复合材料结构尺寸图 

由于所研究的复合材料在几何结构上具有对称性，选择材料的 1/2 建立计算模型，并在

四周包裹不锈钢材料。计算模型及边界条件如图 4 所示，材料表面给定热流通量，其余表面



设为绝热边界，不锈钢与复合材料之间设为交界面。为研究不同位置处材料的热响应特性，

沿复合材料厚度方向选取了 4 个温度监测点（如图 4 所示）以观察不同厚度位置处的温度变

化情况，4 个温度检测点距离受热面的距离分别为 0mm、3mm、11mm、20mm。在复合材料

与不锈钢材料交界处，为了较为清晰的捕捉到横向导热的影响，对网格进行了局部加密处理，

计算模型受热面的网格分布如图 5 所示。 

 

图4 边界条件设置 

 

图5 受热面的网格分布 

对于材料表面的加热条件，本文采用了两种热流条件，一种是根据某飞行试验获取的反

演热流数据加载到受热面，用以研究真实飞行工况下梯度复合材料传热性能，图 6 为飞行试

验获取的热流数据。另一种是表面给定 50kW/m2 的固定热流，用以研究在表面随时间均匀

受热条件下梯度复合材料传热性能。 

 
图6 飞行试验获取的热流数据 

2 计算条件 



对于梯度复合材料来说，物性随空间的非均匀性是影响结构传热的关键因素之一。本文

根据某飞行试验所搭载的梯度复合材料所测得的热物性（25℃条件下最大值为 1.228W/m-1K-

1，最小值为 0.163W/m-1K-1），分别按直线型、二次型和指数型拟合得到材料沿厚度方向的物

性变化，图 7 给出了三种方式的热物性参数变化曲线，公式（2）给出了 3 种材料导热系数

随厚度 z 的变化关系。通过对三种不同方式物性变化的数值模拟，得到不同方式物性变化对

梯度型防热材料传热性能的影响规律。 
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图7 热物性分布 

本文的要点是研究热物性偏差对梯度型防热材料传热性能的影响，因此需要在上述设置

的三种物性分布的基础上，对材料物性进行偏差处理，图 8 给出了物性偏差的处理方式，即

在基准物性的基础上对材料物性整体增加和降低。通过对比物性偏差之后与基准物性所得结

果的差异来分析物性偏差对梯度型防热材料传热性能的影响。 

   

a.直线型 b.二次型 c.指数型 

图8 物性偏差示意 

3 结果与分析 

3.1梯度型防热材料传热性能分析 



为了研究梯度型防热材料的防隔热性能，本文以二次型物性分布为例进行说明，如图 9
所示，图中给出了以某飞行试验获得的热流数据作为输入载荷，加热 60s 和 100s 时的材料

纵截面及表面温度响应云图。可以看出相比于四周包裹的不锈钢材料，梯度型防热材料能有

效的将气动输入的热量阻隔在材料表层，有利于通过辐射传热向外环境散热，从而起到保护

舱内热环境的作用。加热 60s 时为飞行热载荷输入的峰值，此时梯度型防热材料表面的温度

远高于不锈钢材料表面的温度，气动加热产生的热量尚未传递至材料内表面；加热 100s 时，

外部飞行热流输入载荷为负值，材料已经处于对外散热的冷却状态，前期气动载荷产生的热

量一部分通过表面辐射对外散热，另一部分继续向材料里层传递。此时梯度型防热材料表面

的温度依旧高于不锈钢材料表面的温度，对外辐射散热的效率也高于不锈钢材料；在材料里

层，可以看出四周的不锈钢材料的热量已经传递至材料的内表面，将会对舱内的热环境产生

影响，而梯度型防热材料内表面依旧保持初始温度，说明梯度型防热材料能够有效地保护舱

内热环境不受气动加热产生的热载荷的影响。从图 9 中还可以看出，在梯度型防热材料和不

锈钢材料交界处存在强烈的横向导热，在材料表层热量从梯度型防热材料向不锈钢材料横向

传导，在材料里层热量从不锈钢材料向梯度型防热材料横向传导，但横向导热对梯度型防热

材料中心区域的影响很小，只在交界处有明显热量交换。 

 

（a）60s（左：纵截面；右：材料表面） 

 

（b）100s（左：纵截面；右：材料表面） 

图9 材料热响应云图 

图 10 为表面给定 50kW/m2 的固定热流加热 100s 时，以基准物性得到的三种不同方式

物性变化梯度型防热材料中心线沿厚度方向的温度变化情况。图中横坐标 z 表示与材料表面

（受热面）的距离，可以看出，直线型分布的温度变化趋势比二次型和指数型平缓，在材料

表层（厚度<10mm），直线型物性分布的温度低于二次型和指数型，到了材料里层（厚

度>10mm），直线型物性分布得到的温度高于二次型和指数型。产生这种现象的原因是二次

型和指数型物性分布在材料表层的变化梯度较大，材料导热系数急剧下降，导致热量在材料

表层难以快速向材料内部传导，而直线型物性分布材料的物性变化梯度相对较小，材料表层

热量向内部传递相对较快，因此在材料表层直线型物性分布得到的温度低于二次型和指数

型；在材料里层，由于内壁面为绝热边界，热量无法进一步从材料内壁面向舱内传递，直线

型物性分布热量向材料内部传递快于二次型和指数型，导致热量在材料里层堆积，所以在材

料里层直线型物性分布得到的温度高于二次型和指数型。 
从热防护的角度来看，材料内壁面温度越低，对舱内热环境的防护作用越好，从计算结

果可以看出，二次型和指数型物性变化的热防护效果更好。但从温度分布来看，二次型和指



数型分布材料计算得到的温度沿厚度方向的变化比直线型物性分布陡峭，材料内外表面的温

差相对较大，这将导致材料结构内部的热应力增大，因此，在设计梯度型防热材料时，除了

要考虑材料的防隔热效果，还应考虑材料所能承受的极限应力，防止结构内部因为温度载荷

过高导致对结构的力学破坏。 

 

图10 材料中心线沿厚度方向的温度变化情况 

3.2 物性偏差引起的传热预测精度损失 

针对梯度性复合材料的物性参数难以准确获取,本文通过两种典型工况，对三种物性分

布的梯度复合材料进行了物性偏差对传热性能影响分析，得到了物性偏差程度造成的传热性

能预测精度损失情况。 
1)工况 1：输入热流为某飞行试验获得的热流数据。图 11 为物性偏差后三种物性分布数

值计算得到的监测点处温度随时间的变化曲线，可以看出，物性偏差造成的影响主要表现在

监测点 P1（距离受热面 0mm）的峰值处，在材料内部监测点 P3（距离受热面 12mm）和 P4
（距离受热面 20mm）处，物性偏差造成的影响主要是加快或阻止表面受热产生的热量向材

料里层的传导，在温度数值上的影响没有材料表面那么大。与基准物性相比，对于直线型物

性分布，10%的物性偏差最大带来 17.3℃的预测偏差，造成 2.84%的精度损失；20%的物性

偏差最大带来 36.9℃的预测偏差，造成 6.05%的精度损失。对于二次型物性分布，10%的物

性偏差最大带来 16.9℃的预测偏差，造成 2.70%的精度损失；20%的物性偏差最大带来 36.0℃
的预测偏差，造成 5.76%的精度损失。对于指数型物性分布，10%的物性偏差最大带来 16.9℃
的预测偏差，造成 2.69%的精度损失；20%的物性偏差最大带来 36.1℃的预测偏差，造成 5.76%
的精度损失。具体情况参见表 1~3。通过计算结果分析可以发现，物性偏差对二次型和指数

型物性分布造成的精度损失十分接近，并且小于直线型物性分布的精度损失。 



 

（a）直线型                              （b）二次型 

 

（c）指数型 

图11 监测点处材料温度响应 

表1 直线型物性分布物性偏差造成的精度损失 

物性偏差 峰值温度（℃） 与基准值温度差 ΔT（℃） 精度损失 

基准物性 610.2 -- -- 

+10% 594.7 -15.5 2.54% 

-10% 627.5 +17.3 2.84% 

+20% 580.8 -29.4 4.82% 

-20% 647.1 +36.9 6.05% 

 



表2 二次型物性分布物性偏差造成的精度损失 

物性偏差 峰值温度（℃） 与基准值温度差 ΔT（℃） 精度损失 

基准物性 624.9 -- -- 

+10% 609.8 -15.1 2.42% 

-10% 641.8 +16.9 2.70% 

+20% 596.3 -28.6 4.57% 

-20% 660.9 +36.0 5.76% 

表3 指数型物性分布物性偏差造成的精度损失 

物性偏差 峰值温度（℃） 与基准值温度差 ΔT（℃） 精度损失 

基准物性 626.6 -- -- 

+10% 611.5 -15.1 2.41% 

-10% 643.5 +16.9 2.69% 

+20% 597.9 -28.7 4.58% 

-20% 662.7 +36.1 5.76% 

 
2)工况 2：输入热流为 50kW/m2 固定热流。图 12 给出了物性偏差后三种物性分布数值

计算得到的监测点处温度随时间的变化曲线，可以看出，物性偏差对材料表面的温度预测

影响最大。对于监测点 P1，由于材料被持续加热，没有冷却过程，所以物性偏差的影响随

着加热时间增加会逐渐增大；在材料内部，物性偏差引起的温度偏差较小。为了对物性偏

差造成的温度预测精度损失进行定量描述，选取加热 300s 的计算结果进行分析，具体结果

如表 4~6 所示。与基准物性相比，对于直线型物性分布，10%的物性偏差最大带来 30.6℃
的预测偏差，造成 3.64%的精度损失；20%的物性偏差最大带来 64.7℃的预测偏差，造成

7.71%的精度损失。对于二次型物性分布，10%的物性偏差最大带来 29.0℃的预测偏差，造

成 3.16%的精度损失；20%的物性偏差最大带来 61.2℃的预测偏差，造成 6.68%的精度损

失。对于指数型物性分布，10%的物性偏差最大带来 29.3℃的预测偏差，造成 3.25%的精

度损失；20%的物性偏差最大带来 62.0℃的预测偏差，造成 6.87%的精度损失。 

 

（a）直线型                           （b）二次型 



 

（c）指数型 

图12 监测点处材料温度响应 

表4 直线型物性分布物性偏差造成的精度损失（t=300s） 

物性偏差 监测点 P1 温度（℃） 与基准值温度差 ΔT（℃） 精度损失 

基准物性 839.1 -- -- 

+10% 811.1 -28 3.36% 

-10% 869.7 +30.6 3.64% 

+20% 785.4 -53.7 6.40% 

-20% 903.8 +64.7 7.71% 

表5 二次型物性分布物性偏差造成的精度损失（t=300s） 

物性偏差 监测点 P1 温度（℃） 与基准值温度差 ΔT（℃） 精度损失 

基准物性 915.9 -- -- 

+10% 889.5 -26.4 2.88% 

-10% 944.9 +29.0 3.16% 

+20% 865.1 -50.8 5.55% 

-20% 977.1 +61.2 6.68% 

表6 指数型物性分布物性偏差造成的精度损失（t=300s） 

物性偏差 监测点 P1 温度（℃） 与基准值温度差 ΔT（℃） 精度损失 

基准物性 902.4 -- -- 

+10% 875.6 -26.8 2.97% 

-10% 931.7 +29.3 3.25% 

+20% 851.1 -51.3 5.68% 

-20% 964.4 +62.0 6.87% 



4 结论 

本文通过两种典型工况，研究了梯度型防热材料的防隔热效果，分析了三种典型物性分

布对材料传热性能的影响，研究了物性偏差对三种典型物性分布材料温度预测结果的影响，

得到了一下几点结论： 
（1）梯度型防热材料能有效的将气动输入的热量阻隔在材料表层，有利于通过辐射传

热向外环境散热，能够有效起到保护舱内热环境的作用。 
（2）二次型和指数型物性变化的热防护效果优于直线型物性分布；物性偏差对二次型

和指数型物性分布造成的温度精度损失略低于直线型物性分布。 
（3）按照某飞行试验获得的热流数据加载，物性偏差 10%约造成 2.5%左右的温度预测

精度损失，物性偏差 20%约造成 5%左右的温度预测精度损失；按照 50kW/m2 固定热流数据

加载，物性偏差 10%约造成 3%左右的温度预测精度损失，物性偏差 20%约造成 6%左右的

温度预测精度损失。 
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摘要：本文研究了 0.5wt.%的丙酮基氧化铝纳米流体和纯丙酮两种工质在不同管径、充液率下丙酮基

氧化铝纳米流体平行流热管传热性能变化规律。结果表明：6mm 丙酮基氧化铝平行流热管表现出最好

的均温性、运行稳定性以及最小的运行热阻及高功率的工况下应选择相对较大管径的纳米流体热管；

在 6mm 管径下 50%充液率的热管传热性能最好，而在 2mm 管径下 30%充液率的热管换热能力相对更

强。
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0 引言
近年来，电子器件日益小型化且功率密度迅速增长，散热问题备受关注。数据显示，

超过 55%的电子器件无法正常工作是由于高温引起的。然而，现代电子产品和集成电路

正面临着高达 300W/cm3 的热流密度散热问题，同时元器件尺寸不断缩小，高功耗处理

器中的晶体管密度已经达到每平方厘米 200 亿个。显然，电子器件散热管理已成为迫切

需要解决的技术难题[1-3]。因此，开发紧凑、高效、低阻的散热技术对于解决电子器件

的散热问题具有重要的现实应用意义。

热管由于其高效的传热性能而在电子器件散热领域得到了广泛的应用。然而，传统

热管管外换热系数低降低了其总体传热性能。为了提高热管管外换热性能，Shen 等[4]

在重力热管常规结构的基础上，提出一种新型平板平行流热管，对平板平行流热管的传

热性能进行实验研究，结果表明与相似条件下振荡热管相比，平板平行流热管具有更好

的传热性能。在此基础上，Shen 等[5]开发一种新型平行流热管换热器，并实验研究了其

在空调中的节能性能，实验结果表明，平板平行流热管换热器具有优良的传热性能和工

作稳定性，是一种很有前景的空调节能热交换器。国内外学者对热管换热技术的强化开

展了大量的研究，近些年已有许多学者证实了纳米流体悬浮液对于提高热导率和增强热

管换热的显著作用[6-9]。Kim 等[10]对丙酮基 Al2O3 纳米流体平板热管的热阻进行了实验研

究，发现纳米颗粒在蒸发段芯上形成的薄多孔层是降低热管热阻的关键。Kaya[11]研究了

氧化铜纳米流体两相闭式热虹吸管的热性能，结果表明氧化铜纳米颗粒降低了蒸发段壁

面温度和热管热阻。Keshavarz 等[12]实验研究了由外长 190mm 的直铜管和 1mm 厚的烧

结圆形管组成的热管在分别充注纳米流体浓度为 0 %，1wt.%和 3wt.% 时热管的传热性

能。总结了 Al2O3纳米流体能够在液固界面处形成气泡，纳米颗粒轰击气泡使得流体气

泡成核尺寸变小，从而明显降低热管热阻和壁面温差，且热效率相比纯水热管得到提升

的结论。Ghorabaee 等[13]通过比较蒸馏水和有无表面活性剂混合的纳米流体热虹吸热管

的热阻和热效率，分析结果证实提高纳米流体的浓度或使用表面活性剂能够减小蒸发段

的热阻和壁温。当工质为纯水的时侯其最优倾斜角是 60°，工作流体是纳米流体其最佳
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倾斜角是 90°。Qu 等[14]研究了水基 Al2O3纳米流体不锈钢振荡热管在不同的充液率、氧

化铝颗粒质量分数和加热功率对热管总热阻的影响。实验结果表明：加入氧化铝纳米颗

粒对振荡热管热性能的强化作用突出，且当氧化铝颗粒质量分数为 0.9 wt.%时，热管的

传热性能达到最佳，同时在此质量分数下，70%的充液率、58.8 W 的加热功率条件下，

纳米流体的最大热阻相比纯水降低了 0.14K/W。在热管蒸发段处发生的氧化铝纳米颗粒

沉降导致蒸发段表面条件发生变化，是纳米流体换热性能增强的主要原因。Zhao 等[15]

实验研究了加入氧化铜纳米流体并使用烧结毛细芯（孔径小于丝网毛细芯，更适合环形

热管）的环形热管的启动性能、加热负荷影响和性能退化试验，并测试了环形热管的热

阻变化情况。实验结果表明：纳米流体降低了环形热管热阻，且烧结毛细芯不会被纳米

颗粒堵塞。同时，纳米流体工质增大了热管启动的热负荷范围，纳米流体工质相比于蒸

馏水工质在变加热负荷下具有更快的响应速度和更小的温度波动。Zhang 等[16]基于高速

摄像机搭建了纳米流体脉动热管可视化实验平台，探究了热管中二氧化硅纳米流体的流

态变化以及纳米颗粒浓度对热管换热性能的影响。实验观察管中相态变化发现低输入功

率时去离子水的流态主要是弹状流，高输入功率下流态以环状流为主。纳米颗粒提高了

热管内工质的瞬时速度和驱动力，防止了干烧现象。同时，在特定的纳米流体浓度下热

管的换热性能才会实现进一步优化。为了强化平行流热管换热性能，本文对充注 0.5wt.%
丙酮基氧化铝纳米流体和纯丙酮分别在 2mm、4mm 和 6mm 的平行流热管，充液率为

30%、40%和 50%下的传热特性进行实验研究，研究结果为强化并联平板热管换热器换

热性能具有重要的指导意义。

1 实验
1.1 纳米流体的制备

本实验采用两步法，即先获取氧化铝纳米颗粒，随后使纳米颗粒与丙酮溶液混合，

最后经过超声波清洗机（6h）的振荡作用使氧化铝纳米颗粒均匀稳定的分散在丙酮溶液

中，纳米流体试样如图 1 所示，配置好的 Al2O3纳米流体静置 24 小时后未发现明显的分

层现象，认为符合实验要求，纳米流体的热物性参数如表 1 所示。

图 1 0.5wt.%纳米流体试样

表 1 丙酮基氧化铝纳米流体的物性参数

基液

密度，


比热容，

Cpl

导热率，

l
动力粘度，

3/kg m 1( k)kJ kg   W/ m k（ ） 6 210 /m s

丙酮基氧化

铝纳米流体
795.125 2.333 0.171 0.325



1.2 实验装置

实验采用三种不同管径的平行流热管结构参数见表 2，用铣床加工制成的平行流热

管包括蒸发段、绝热段和冷凝段三部分，其背部安装有纳米流体充注阀。

表 2 平行流热管结构尺寸参数表

管径（mm） 管长（mm） 管间距（mm） 槽深（mm）

2 304 2 3
4 308 4 3
6 312 6 3

图 2 为平行流热管换热特性实验台，实验台包含平行流热管、加热装置、冷却系统

以及数据采集装置四部分。丙酮基氧化铝平行流热管外部均匀包裹保温棉，加热装置由

大小为 100mm60mm 的硅橡胶加热带、电流表、电压表、调压器及若干导线组成。通

过改变电压值调整加热带施加在热管蒸发段的加热功率。冷却系统采用水冷技术，粘结

在热管冷凝段的冷却水槽道由有机玻璃板加工而成，通过 JY-PG3508 型水泵加压将精宏

DKB-2215 型恒温水槽的 20℃冷水通入冷却水槽道带走热管冷凝段的热量。数据采集装

置由一台电脑、一台安捷伦数据采集器 34970A 和 23 根 T 型热电偶连接而成，采集时

间间隔为 10s。如图 3 所示，热电偶测点分别布置在平行流热管蒸发段 9 个、绝热段 6
个、冷凝段 6 个以及冷却水进出口各 1 个。
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1-恒温水槽; 2-涡轮流量计; 3-冷却水出口; 4-平行流热管; 5-冷却水进口；6-热点偶; 7-计算机;
8-安捷伦数据采集仪; 9-电流表; 10-调压器；11-电压表; 12-保温棉; 13-保温管；

图 2 平行流热管换热特性实验台



图 3 T 型热电偶测点分布示意图

本文主要研究丙酮基氧化铝以及在该工质下改变管径、充液率等工况对平行流热管

热阻及换热规律的影响，表 3 为本文实验工况。

表 3 本文实验工况表

实验参数 平行流热管

管径 2mm、4mm、6mm
加热功率 30W、60W、90W、120W、150W、180W
充液率 30%、40%、50%
倾斜角度 90℃ 

工质 丙酮、丙酮基氧化铝纳米流体

1.3 实验数据处理及不确定度分析

1.3.1 数据处理

丙酮基氧化铝平行流热管的整体运行热阻是评价其换热能力强弱的重要指标，其计

算式为：

, ,e av c avT T
R

Q


 (1)

式中， ,e avT 为蒸发段平均温度，K； ,c avT 为冷凝段平均温度，K；Q为加热功率，

W。

丙酮基氧化铝纳米流体强化作用率为

100%f nf

f

R R
E
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式中， fR 为纯丙酮运行热阻，K/W, nfR 为丙酮基氧化铝纳米流体运行热阻，K/W。

1.3.2 不确定度分析

为了保障实验结果的准确性与可靠性，对热管温度的测量结果进行不确定性分析是

十分必要的。实验中标定后的 T 型热电偶精度为 0.2℃，电压表和电流表的精度分别

为 0.1V 和 0.01A，安捷伦数据采集仪的测量精度为 0.1℃， 计算得到加热功率不确定

度为 1.16%
实验计算得运行热阻的相对不确定度为：

2 2 2
e c

e c e c

R Q T T

R Q T T T T

        
       

     
(3)

由上述计算式可得运行热阻相对不确定度为 1.37%，小于 2%，误差范围可接受。

2 实验结果与讨论
2.1 工质的影响

图 4 和图 5 分别为 6mm 和 2mm 管径平行流热管在 50%充液率下充注纯丙酮与

0.5wt.%丙酮基 Al2O3纳米流体的热管壁面温度分布情况图。从图中可以看出，两种工质

下的平行流热管由于吸收热量，蒸发段温度上升，管内工质蒸发上升至冷凝段，释放出

潜热后冷凝为液态工质回流至蒸发段，因此冷凝段温度呈现出缓慢上升的变化趋势，直

至热管内部达到动态平衡状态时蒸发段和冷凝段温度保持稳定。6mm 热管蒸发段的三

个测点温度相似近乎重叠，表现出了热管蒸发段良好的均温性。同时纯丙酮热管在 30W
加热功率下启动时，蒸发段与冷凝段温度恒定，绝热段温度持续缓慢上升，说明 30W
功率下达到稳定运行需要的时间更长。充注纯丙酮时 2mm 热管蒸发段运行均温性远不

如纳米流体，不同加热功率下都出现了一些温度波动，这是因为丙酮基氧化铝纳米流体

更高的传热系数增强了热管的吸热放热过程，汽化核心数增加，气泡半径减小，有益于

平行流热管的平稳运行。综合来看，与纯丙酮相比，纳米流体工质热管的启动性能更好、

热响应快、可以快速的达到稳定运行状态，且丙酮基氧化铝纳米流体在稳定运行时壁面

温度更低，蒸发段与冷凝段的平均温差相对较小，热管表现出较好的均温性，这说明丙

酮基氧化铝纳米颗粒对平行流热管换热所具有的强化作用。
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图 4 不同工质 6mm 平行流热管运行时的壁面温度
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图 5 不同工质 2mm 平行流热管运行时的壁面温度

图 6 为 6mm 和 2mm 管径平行流热管在 50%充液率下分别充注纯丙酮与 0.5wt.%丙

酮基 Al2O3纳米流体的热管运行热阻随功率变化曲线。从图中可以看出，0.5wt.%丙酮基

Al2O3 纳米流体热管的运行热阻整体上明显低于丙酮热管，这是因为加入 Al2O3 纳米颗

粒后的丙酮热导率提高，使得液态工质在蒸发段更高效的吸收热量，并且纳米颗粒在管

内对液体工质的扰动作用抑制了冷凝段冷凝液膜的形成，强化了冷凝段与冷却水之间的

对流换热，有利于丙酮蒸气的液化回流，且纳米颗粒在管内的布朗运动强化了热管内部

的互激振荡作用，增加了丙酮核化沸腾的核化数，这成为了纳米流体热管稳定运行时蒸

发段温度更低、换热能力更强的原因之一。当加热功率升至 180W 时，与纳米流体相比，

丙酮热管性能得到更大提升，由于丙酮比热容小、低沸点和低汽化潜热的特性，热管内

部沸腾相变过程随着功率增加而愈发剧烈，丙酮自身的表面张力和动力粘度较小，高功

率下丙酮热管的热阻进一步降低，但剧烈的纳米颗粒碰撞运动使得颗粒之间形成团聚的

概率增大，削弱了纳米颗粒强化换热的效果，因此当加热功率从 150W 升至 180W 时，

6mm 纳米流体平行流热管运行热阻几乎不再改变，说明其已达到该工况下的热管传热

极限。
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图 6 不同工质平行流热管随加热功率变化的热阻和强化率变化情况



2.2 充液率的影响

充液率代表平行流热管内部丙酮基氧化铝纳米流体的体积占热管总容积的比值，其

值大小对于热管的运行性能有着不可忽视的影响。从图 7 的不同充液率下热阻随加热功

率变化的情况可以看出，对于 6mm 丙酮基氧化铝热管，50%充液率热管的热阻最低，

其传热性能明显好于其他充液率。然而 30%与 40%充液率热管的热阻在 90W 及更小的

加热功率下无明显差异，在 120W 及较高功率下运行时 40%充液率热管热性能强于 30%
充液率热管，其原因是在低功率下两种充液率下热管尚能稳定运行，热管内部气泡生成、

核化与沸腾的速率较慢，流动阻力较小，液体的蒸发、被驱动上升和冷凝回流的过程较

为顺畅，同时也使得热阻在这两种充液率下无明显差异；高功率下 30%充液率热管内部

蒸发速率加快，蒸汽流速加快，促进了冷凝段的冷凝液生成。但与 40%充液率相比，30%
充液率蒸发段含液量小，难以快速带走加热段的热量，不利于热量在热管内迁移过程的

进行。对于 2mm 丙酮基氧化铝热管而言，50%充液率的运行热阻相对较大，原因是纳

米颗粒间的布朗运动作用下蒸发段气泡形成、脱离壁面频率加快，气液两相在更小的管

径内相向而行，更大的气液剪切力增大了流动阻力，高充液率下气液相变空间较小，容

易形成长气塞和液柱堵塞情况，既不利于工质的蒸发、蒸气的流动，也不利于冷凝液的

回流，因此该工况下低充液率反而能提供更充足的气液相变完成热量的传递。综合而言，

实际工程应用中更高的充液率适用于较大管径的热管，对于小管径的热管则需要适当降

低其充液率保证较好的传热能力。
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图 7 不同充液率下丙酮基氧化铝热管垂直放置时随加热功率变化的运行热阻

2.3 管径的影响

不同的平行流热管管径对于工质在管内的蒸发沸腾、冷凝回流、气泡生成核化和破

裂、气泡尺寸大小以及工质流动的流型和流态衍变规律都有显著影响。图8为6mm、4mm、

2mm 丙酮基氧化铝纳米流体平行流热管在 50%充液率工况下的壁面温度分布图。由图

可知，丙酮基氧化铝平行流热管的蒸发段与冷凝段温差随着热管管径的减小而逐渐增

大，这是因为相同工况下，管径越大的热管内含有的液体工质越多，同时其冷凝段换热

面积也更大，导致吸热能力与放热能力更强，因此 6mm 管径热管拥有较好的均温性。

管径尺寸对蒸气的产生、生长、长大和破裂过程都有着密切的影响，随着 Al2O3纳米颗

粒的加入，热管内壁面形成一层纳米颗粒薄层，纳米颗粒起到汽化核心的作用并对气液

交界面形成扰动，气泡的生成与脱离更加剧烈和频繁，有利于提高热管传热性能。在 6mm
热管中由于管径较大，相同充液率下管内工质的容积增大，气泡生成的数量增多，加剧

了气液两相流在管内的互激振荡，流动阻力较小，工质蒸发冷凝的循环过程相对稳定。

但随着管径逐步减小至 4mm 和 2mm，气泡的生长尺寸受限，气液两相流之间的剪切力

增大，流动阻力升高，各管路间会形成长气塞阻碍冷凝液回流过程。同时小管径内更容

易产生不均匀的压力分布，不利于平行流热管中均压管对工质的二次分配，抑制了管内



的两相传热过程。
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图 8 不同管径丙酮基氧化铝平行流热管壁面温度分布

从图 9 可知，与 4mm、2mm 平行流热管相比较，6mm 平行流热管具有最小的传热

热阻与较好的传热能力，但其在 180W 高功率下已经到达传热极限，4mm 与 2mm 热管

仍然具有热阻降低的趋势，说明这两种管径下丙酮基纳米流体热管具有更高的传热极

限，能够在高功率下表现出更好的换热性能。在实验得到的中也发现，小管径热管由于

相同充液率下液态工质质量少，工质达到沸腾状态所需要吸收的热量较少，因此相同工

况热功率下管内振荡更加剧烈，4mm 管径下热管壁面温度出现了不同程度的波动振荡、

运行稳定性相对较差。2mm 管径下由于纳米颗粒之间和纳米颗粒与管壁之间的碰撞更

加剧烈，热管保持了稳定运行状态，但受限于液态工质量小导致在高功率下出现了热管

底部干烧等现象。这意味着实际工程应用中，高功率的工况下选择相对较大管径的纳米

流体热管更有利于实现传热能力最大化。
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图 9 不同管径丙酮基氧化铝纳米流体热管下热阻随加热功率变化图

2.4 可视化分析

错误!未找到引用源。为静置一周纳米流体热管的运行情况。可以看出，纳米颗粒

的加入，工质内的气泡核化数增多了，纳米流体的表面张力较小，气泡的逸出速率增大，

并且气泡的气液交界面处有纳米颗粒吸附的现象发生，在纯基液中加入纳米颗粒，改变

了气泡的核化数，增大了气泡的逸出速率；颗粒间的布朗运动增加了气液界面的扰动，

减小了工质与壁面之间的接触角，增强了工质的润湿性，工质在管间的振荡频率和幅度

都有所提升，使热管的均温性得到了改善，强化了热管的传热性能；通过静置一周的热

管观察，虽然纳米颗粒的团聚现象可能会在微观尺度上影响了热管内部的流动性，但整

体热管依然能够执行其基本运行，即将热量从蒸发端传递到冷凝段。这种观察结果对于

热管在实际应用中的可靠性非常重要。它意味着热管可以在一定程度上容忍内部材料变

化或团聚现象，而不会丧失其核心功能，即热传递。

图 10 丙酮基氧化铝纳米流体热管的运行情况

3 结论
本文研究了丙酮基氧化铝纳米流体工质及充注该纳米流体时不同管径、充液率等影



响因素下丙酮基氧化铝纳米流体平行流热管换热特性的变化规律，主要结论如下：

1）丙酮基氧化铝纳米流体对平行流热管的换热能力具有明显的强化作用，纳米颗

粒充当了平行流热管的气化核心，提高了气泡的生成、长大和脱离壁面的频率，颗粒间

的碰撞与振荡作用，降低了热管的运行热阻。小管径下纳米颗粒主要起到了减小热管温

度波动，提高热管传热极限的作用。

2）充液率对不同管径的热管影响不同。6mm 管径下 50%充液率的热管传热性能比

40%和 30%分别增强了 29.26%、29.10%，而在 2mm 管径下 30%充液率的热管换热能力

相对更强，尽管其在大功率下易出现干烧现象，但纳米颗粒的加入有助于解决干烧问题，

提高平行流热管运行时的稳定性。

3）6mm 丙酮基氧化铝平行流热管表现出了最好的均温性、运行稳定性以及最小的

运行热阻，且最大强化作用率为 29.15%，随着管径逐步减小至 4mm 和 2mm，管内活动

空间逐步变得狭小，气泡的生长尺寸受限，气液两相流之间的剪切力增大，流动阻力升

高，高功率工况下选择相对较大管径的纳米流体热管更有利于实现传热性能最大化。

本论文得到中国国家留学基金和河南省高层次人才国际化培养项目资助。
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摘要：热输运在不同领域中起着至关重要的作用，如余热利用、热障涂层和微电子散热等。本文利用非平

衡格林函数法研究了具有随机无序结构的 Si1-xGex 纳米线中的声子热输运特性。研究发现在不同 Ge 浓度

下，低频声子的弹道输运可延伸至 2 μm。虽然低频弹道声子的频率范围随 Ge 浓度的增加而缩减，但其弹

道输运特性使得其对热输运的相对贡献反而逐渐增加。此外，无序的 Ge 分布将促使中高频声子在较宽的

频率范围产生局域化，且局域化频率范围随 Ge 浓度的增加向低频移动。本文的研究增进了对低维纳米材

料热输运的理解，为利用安德森局域化来控制热流提供了思路。

关键词：声子热输运；无序系统；非平衡格林函数；局域化

0 前言

近年来，有很多纳米结构被证明可以基于声子共振和能带折叠来调控热传导，例如纳米

线[1,2]、薄膜[3,4]、超晶格[5,6]、非晶态结构[7]等。与无限均匀介质不同，由于点缺陷引起的干

涉效应，无序介质中的波（即多重散射波）存在不同的输运区域，即弹道输运、扩散输运和

局域化[8]。声子与不同结构之间的相互作用及其行为可以用声子的波长和平均自由程两个物

理量来描述[9]。如果系统的尺寸比声子平均自由程大得多，则系统进入宏观扩散输运区，此

时热扩散方程适用，热导率只与材料本身的性质有关，不随系统的特征尺寸变化；如果尺寸

与声子平均自由程相当或小于平均自由程，则声子处于准弹道或弹道输运范围。在弹道区，

材料的热导率与系统的尺寸成线性关系[9,10]。如果材料中某些特征尺寸进一步与波长相当，

则声子的波动效应将不可忽略，无序介质中相干声子的后向散射会引起安德森局域化这一波

动现象，且在非晶态材料[11]和合金[12]等无序介质中广泛存在。

质量无序系统是研究局域化的良好平台，因为弹性散射在其热输运中占主导地位，而引

起局域化效应的相干后向散射只有在所有散射都是弹性时才完全有效。根据瑞利散射理论，

原子尺度缺陷引起的声子散射强度反比于声子波长的四次方。由于合金中的晶格缺陷可视为

原子尺度，所以可以有效地散射短波(高频)声子，而对长波(低频)声子无效。据此，高频声

子容易出现局域化效应，低频声子则可能呈现为弹道输运。随机无序系统中的声子局域化特

征主要表现为两种，一是透射系数的指数下降[13]，二是热导率随长度出现极大值[14]。目前，

局域化效应已经在少数几种无序结构中被观测到，例如，在同位素无序的碳纳米管中，虽然

无法通过热导率观察到局域化效应[13]，但声子透射直方图的对数分布可以说明局域化区域

的大致范围[15]。此外，随机嵌入纳米点的周期性超晶格的热导率随长度出现最大值，这一突

破性进展使局域化效应可以在实验中被直接观测[14]。在梯度 Si/Ge 超晶格中，当长程无序度

足够大时，热导率会随系统长度出现极小值[16]。此外，最近的一项研究表明，在室温下，宽

带安德森局域化导致非周期超晶格的热导率急剧下降 98%，并且可以直接从指数衰减的透

* 基金项目：国家自然科学基金（No. U22A20210，No. 12174276）
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射系数中拟合得到模式局域化长度[17]。尽管已经存在上述的相关研究，但声子局域化效应在

随机无序低维材料中的影响因素以及频率范围尚不明确。

另外，与块体材料不同，低维纳米材料的纳米尺度截面使得其热导率呈现出独特的尺寸

依赖性[18]。在过去的几十年里，一维或准一维纳米材料中的超扩散行为以及热导率的幂律发

散现象受到了广泛的关注[19]。碳纳米管和氮化硼纳米管的热导率均表现出长度依赖行为，且

热导率随着管长的增加而发散[10]。Si 纳米线（NWs）中也存在类似的热导率发散现象，并且

该现象的长度范围可延伸至 1.1 µm[20]，这可能与部分长波声子的弹道输运有关。此外，SiGe
NWs 比 Si NWs 表现出更强的长度依赖性，原因在于点缺陷对高频声子的强烈散射[21]。最近

的一项研究通过实验证明在 2 ~ 10 μm 长度范围内，SiGe NWs 的热导率几乎与长度无关，

这一结论与先前报道的在 SiGe NWs 中几微米范围内的弹道热输运完全不同。因此，目前长

度为微米级的 Si1−xGex NWs 中声子弹道输运与扩散输运的分界线尚不明确。

本文应用非平衡格林函数（NEGF）方法，通过计算长度为 1 nm ~ 2 μm 的 Si1−xGex NWs
中不同频率下的声子透射系数，研究了 SiGe NWs 中的低频声子模的弹性散射强度对 Ge 的
浓度、NWs 长度的依赖性。我们发现，即使 Ge 浓度高至 50%，仍存在低频声子模在长度为

2 μm 的 NWs 中几乎不发生弹性散射，表现为弹道输运。此外，尽管弹道声子的频率范围随

Ge 浓度增加而逐渐缩小，但其对热导率的贡献反而有所增加。此外，我们基于安德森局域

化的特点，展现了不同 Ge 浓度下，Si1−xGex NWs 中安德森局域化声子模的存在并给出了其

频率范围随浓度的变化。本文的结论一方面可以用于低热导率的材料设计，包括热电材料、

保温材料和热障涂层等，另一方面可以通过避免局域化来指导微电子等领域中高热导率的应

用。

1 非平衡格林函数计算模型

图 1 给出了 Ge 原子随机配置的 Si1-xGex NWs 模型。系统的截面尺寸为 6a × 6a (a = 0.543
nm，为晶格常数)，包括左、右两个端口以及中心散射区。左、右端口均为单晶 Si 纳米线，

长度为 2a；中心散射区为 SiGe 合金纳米线，长度为 0.5 nm ~ 2000 nm。与先前的研究一致
[22]，由于具有相似的晶体结构，我们假设 Si 和 Ge 原子具有相同的原子间作用力，仅考虑二

者间的质量差异（Si 和 Ge 的原子质量分别为 28.08 和 72.63），并对 Si 和 Ge 原子应用相同

的晶格常数和力常数，从而消除系统中非谐散射的影响，重点研究弹性散射对系统热输运的

影响。力常数通过 Si 的 Tersoff 势函数[23]对原子位移进行差分得到。

图 1 Si1−xGex 纳米线的非平衡格林函数计算示意图，包括左、右两端口和中心散射区

FIG. 1. Schematic section for NEGF calculation with left and right leads and central scattering region.

非平衡格林函数最初用于研究电子输运[24]，后来 Mingo 等人将其发展到声子热输运领

域[25]。在 Si1−xGex NWs 中，质量差引起的合金散射是主要的散射机制[26]，本文主要讨论了
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弹性散射引起的热输运，忽略了影响较小的非谐性。因此，系统中原子的运动完全由其质量

归一化力常数矩阵 K 决定，原始矩阵ܭഥ根据势能的解析二阶导计算得到：

21 ,ab

a ba b a b

K U
K

u uM M M M


 

 
(1)

下标 a 和 b 表示自由度，M 表示原子质量，U 表示势能。在简谐近似下，系统的总推迟格林

函数方程可表达为：
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其中 I 是单位矩阵，η 是一个非常小的正实数，K 是质量归一化力常数矩阵。为方便后续计

算，将两端口的影响以自能的形式引入中心散射区：
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其中，
r

 表示左、右端口的推迟自能， CV  和 CV  为复共轭矩阵，表示左、右端口与中心

散射区之间的耦合力常数矩阵， rg 为孤立的半无限大端口的格林函数[27,28]，K表示左或右

端口的力常数矩阵。由此可得中心散射区的推迟格林函数为：
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   (5)

在一个完美的纳米结构中，单一声子模的透射率为 1，但对于大多数存在缺陷的结构，

由于缺陷对声子的散射，单一声子模的透射率小于 1。总透射率等于所有粒子的透射率之和。

根据单粒子非平衡格林函数，系统的总透射系数表示为：

   r a
L RT Trace G G    (6)

中心散射区的超前格林函数是推迟格林函数的复共轭，即  
†a rG G 。 ( , )L R   表

示左、右端口的展宽函数：

 i 2Imr a C r CV g V 
  

      (7)

根据 Landauer 输运理论[29]，从高温热源到低温热源的热流 J 以及热导 σ 可表示为：

   
0 2 hot coldJ d
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其中，分别表示声子频率， ( )hot cold 为热(冷)源的玻色-爱因斯坦分布函数。   是频率为

时的声子透射系数。在公式（10）中，热导 σ 为透射系数对所有频率的积分。据此，热导
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率可以通过 /L S  计算得到，其中 S 为纳米线的截面积，L 为纳米线的长度。

2 计算结果及分析

2.1 Si1-xGex纳米线中的声子输运机制

图 2 展示了长度为 50 ~ 100nm 的 Si1−xGex NWs 随频率的透射系数。由于 SiGe NWs 的
热导率随 Ge 浓度变化为 U 型分布，因此我们选择了热导率变化较大的 Ge 浓度：1%和 5%，

以及系统混乱度较大而热导率变化较小 Ge 浓度：10%和 50%。结果表明，随着 Ge 浓度 x 的

增加以及 NWs 长度的增加，声子的截止频率均有明显的降低。对于Ge 浓度较低的 Si0.99Ge0.01

NWs 和 Si0.95Ge0.05 NWs，1 THz 以下的极低频声子的透射系数为常数，这表明这些声子在系

统中没有发生弹性散射，表现为弹道输运。而对于 Ge 浓度较大的 Si0.9Ge0.1 NWs 和 Si0. 5Ge0.5

NWs，部分低频声子的透射系数出现较为明显的下降，弹道声子的频率范围明显缩小。此外，

从图 2 中可以看出，Si1−xGex NWs 的中高频声子透射系数随长度呈指数下降，这是声子局域

化的重要特征[16]， Ge 浓度越高，这一现象越明显。

为进一步探究 1 THz 以下的极低频声子能否在微米级长度的 Si1-xGex NWs 中仍保持弹

道输运，以及 Ge 浓度增加引起的弹道声子的频率范围缩减，我们计算了 1000 nm 和 2000
nm 的 Si1-xGex NWs 中 0.165 ~ 0.742 THz 低频声子的透射系数，如图 3 所示。对弹道声子而

言，透射系数与 NWs 的长度无关，即热导随长度无变化。图 3 中，由于弹性散射的增强，

Ge 浓度越高，长度对透射系数的作用越明显。当 Ge 浓度为 1%时，0.66 THz 以下的低频声

子透射系数在 3%的误差范围内保持不变，也就是说，其几乎都不发生散射，纯弹道声子模

可以延伸至 2000 nm；当 Ge 浓度为 5% ~ 10%时，只有 0.5 THz 以下的声子可以在 2000 nm
的纳米线中保持弹道输运；而当 Ge 浓度增加到 50%后， 0.4 ~ 0.75 THz 的声子透射系数出

现较明显的下降，且下降幅度随频率不断增大，标志着声子开始转变为扩散输运。尽管如此，

0.4 THz 以下的声子透射系数仍在 2000 nm 的系统中保持弹道输运。虽然弹道声子的频率范

围随Ge浓度的增加而缩小，但其对热导率的贡献反而有所增加，后文将进一步分析该现象。

图 2 长度为 50 ~ 500 nm 的 Si1−xGex NWs 的声子透射系数：(a) x = 0.01，0.05；(b) x = 0.1，0.5
FIG. 2. Phonon transmission in Si1−xGex NWs with length from 50 nm to 500 nm, where x values of 0.01, 0.05 (a)
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and 0.1, 0.5 (b).

图 3 长度为 1000 nm 和 2000 nm 的 Si1−xGex NWs 声子透射系数

FIG. 3. Phonon transmission for Si1−xGex NWs with lengths of 1000 nm and 2000 nm.

2.2 热导率的影响因素分析

如图 4 所示，为了观察整个频率范围声子对热导率的贡献及其传播方式，我们引入了

500nm，1000nm 和 2000nm 的 Si1−xGex NWs 的累计热导率曲线，并对比了不同 Ge 浓度 x 下

的差异。随着 Ge 浓度的增加至 50%，频率小于 0.4THz 的低频弹道声子对总热导率的贡献

迅速增加到~ 40%，而大于 4.5 THz 的声子对热导率的贡献接近 0%，这归因于瑞利散射导致

的平均自由程大幅减小。值得注意的是，在图 4(b)和图 4 (c)中，随着 NWs 长度增加，上述

现象更为显著。图 4(c)中展示了长度为 2000 nm 的 Si1−xGex NWs 的归一化累计热导率，当

Ge 浓度从 1%增加到 50%，低频弹道声子对热导率的贡献由 42%增加到 67%。这主要是由

于 Ge 浓度的增加造成体系中更多的质量缺陷，使中高频声子被散射而局域化，进而导致中

高频声子对热导率的贡献大幅降低；而低频声子由于其平均自由程较长，可以不受质量缺陷

的干扰，因此 Ge 浓度的增加会大大增强其对热输运的贡献。

此外，我们在归一化累积热导率曲线中观察到中高频声子的热导率平台。如图 4 所示，

随着 Ge 浓度的增加，1 ~ 15 THz 范围内的曲线斜率逐渐减小，表明中高频局域态声子对热

输运的贡献减小。有趣的是，图 4(a)中长度为 500 nm 的 Si0.5Ge0.5 NWs 中，由于局域化变得

足够强，在 1 ~ 5 THz 观测到多个热导率平台。图 4(c)中，随着 NWs 长度的增加，热导率平

台在 Ge 浓度低至 1%的 Si0.09Ge0.01 NWs 中出现，而与图 4(a)不同，这些平台出现在 2.8 ~
12.5 THz 这一更宽的频率范围，且每个平台的宽度也大幅增加。这表明低浓度 NWs 中局域

态声子主要分布在较高的频率，且存在于很宽的频率范围。
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图 4 不同长度下 Si1−xGex NWs 的归一化累积热导率：(a) 500 nm；(b) 1000 nm；(c) 2000 nm
FIG. 4. Normalized thermal conductivity accumulations for Si1−xGex NWs with lengths of 500 nm (a),1000 nm (b),

and 2000 nm (c).

为进一步明确弹道和局域态声子对热导率的贡献，我们在图 5 中展示了 Si1−xGex NWs 的
总热导率，以及低频(< 0.65THz)声子和中高频(0.65-16THz)声子贡献的热导率随长度的变化。

当频率小于 0.65THz 时，纳米线只存在四种声学声子模，而超过当频率 0.65THz 时，会出现

更容易散射的折叠声子模，因此选择 0.65 THz 为分界线进行分析。如图 5(a)所示，总热导率

随长度的增加而增加，但在长度为 20 ~ 200 nm 时曲线的斜率大幅降低，对于 Si0.95Ge0.05 NWs，
Si0.9Ge0.1 NWs 和 Si0. 5Ge0.5 NWs，总热导率在 50 ~ 100 nm 范围基本保持恒定。由图 5(b)可
知，低频声子贡献的热导率随长度线性增加，这是弹道输运的特征，对于长度为 1000 nm 的

Si1−xGex NWs，这些低频声子的热导率贡献分别占总热导率的 21.84%，65.07%，77.12%，

92.92%，相应的 x 分别等于 0.01，0.05，0.1，0.5。特别的是，图 5(b)中 Si0. 5Ge0.5 NWs 的低

频声子贡献的热导率随长度的增加不是完全线性的，在 200 nm ~ 1000 nm 时曲线斜率有轻

微的减小，表明这一频率范围内的声子不是纯弹道输运，这与图 3 的结论相吻合。图 5(c)中，

中高频声子贡献的热导率随长度出现极大值，这是声子局域化的显著特征。除 Si0.99Ge0.01

NWs 外，极大值均出现在 50 nm 左右处。热导率的变化表明弹道、扩散、局域三种声子输

运机制存在竞争关系，在小于 50 nm 的 NWs 中，弹道和扩散声子在热输运中占优，而大于

50 nm 的 NWs 中局域态声子逐渐占优。对于 Si0.5Ge0.5 NWs，当长度增加到 1000 nm 时，中

高频声子贡献的热导率几乎等于 0，可以认为其已经完全局域化。
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图 5 室温下 Si1−xGex NWs 热导率的长度依赖性(a)总热导率；(b) 低频(< 0.65 THz)声子贡献的热导

率，插图为采用对数 x 轴绘制相同的数据；(c) 中高频 (0.65 ~ 16 THz) 声子贡献的热导率，垂直误差线表

示五次计算所得结果的误差范围

FIG. 5. (a) Total thermal conductivity of Si1−xGex NWs as a function of length at room temperature. (b) The
thermal conductivity contributed by low-frequency phonons (< 0.65 THz). The insert shows the same plot with a

logarithm x-axis. (c) Thermal conductivity contributed by mid- and high- frequency phonons (0.65 ~ 16 THz). The
vertical error lines represent the margin of error for the results obtained from five calculations.

2.3 声子输运的特征长度及局域化分析

声子的热输运机制本质上是由平均自由程（lMFP），局域化长度（ ）与系统长度（L）

之间的关系决定的。对于弹道（L <<lMFP）和扩散（lMFP << L<<）声子，可以很好地被包

含 lMFP 的方程描述：      / / lMFPN L   ，其中  N  表示没有质量缺陷的完美 Si NWs

中的声子模数量。类似地，局域态声子可以被关于的方程描述：ln ( ) / ( )L     。我们

对上述两个方程进行线性拟合，得到了 Si1−xGex NWs 各频率下的平均自由程和局域化长度，

如图 6 所示。此外，通过准一维系统中托马斯关系 T MFPNl  得到了与 lMFP 相关的局域化长

度 T ，可以用于验证拟合结果的准确性。我们只考虑了小于 10 THz 的声子，是因为更高频

率的声子透射系数几乎为 0，拟合结果存在较大误差。从图 6 可知，1THz 以下的低频声子

的平均自由程比我们研究的系统尺寸大 2 ~ 3 个数量级，符合弹道输运的基本特征；而频率

为 1 THz 以上声子 lMFP 和均快速下降并在更高的频率下保持相对稳定。 Si1−xGex NWs 中

频率为 1 THz 以上声子 lMFP 的平均值，分别为 251 nm，149 nm，109 nm，98 nm, 相应的 x

为 0.01，0.05，0.1，0.5。结合图 4 可知，当 NWs 的长度为局域化长度的 5 ~ 10 倍时，累计

热导率会在中高频出现局部平台，这一量化结论对于纳米材料的热导率调控具有一定的指导

作用。

如图 7 所示，我们引入了 Si1−xGex NWs 的谱热导率在不同长度和频率下的分布图，安

德森局域化导致 Si1−xGex NWs 的谱热导率随长度出现极大值，我们将每个频率下的热导率

归一化，黑色实心圆表示不同频率下的归一化热导率极大值，黑色实线表示归一化热导率极

大值对应长度的二次拟合。对于本文所研究的任一 Ge 浓度的 Si1−xGex NWs, 小于 1 THz 的
弹道声子的光谱热导率均在 2000 nm 处达到极大值，这与前述结论互相印证。随着 Ge 浓度

的增加，在 2000 nm 达到热导率极大值的声子模数量大幅减少。除了小于 1 THz 的声子模

外，Ge 浓度的增加使得几乎所有声子模的光谱热导率在较短的长度出现极大值，表明这些

声子模均存在不同程度的局域化现象。此外，Ge 浓度越高，极大值所在的长度相对越短，

表明了局域化现象的增强。通常，高频声子更容易发生局域化，而随着 Ge 浓度的增加，截



- 8 -

止频率逐渐向低频迁移，从而使越来越多的中低频声子出现局域化效应。

图 6 不同 Ge 浓度下 Si1−xGex NWs 的平均自由程（lMFP）和局域化长度（）：(a) x = 0.01；(b) x =

0.05；(c) x = 0.1；(d) x = 0.5

FIG. 6. Mean free path and localization length versus frequency dependence for Si1−xGex NWs, x equals 0.01 (a),
0.05 (b), 0.1 (c), 0.5 (d), respectively.

图 7 不同 Ge 浓度的 Si1−xGex NWs 在室温下的归一化谱热导率：(a) x = 0.01； (b) x = 0.05；(c) x =
0.1； (d) x = 0.5，黑色实心圆表示归一化热导率极大值，黑色实线表示归一化热导率极大值对应长度的二

次拟合

FIG. 7. Spectral normalized thermal conductivity versus length of Si1−xGex NWs at room temperature, x
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equals 0.01 (a), 0.05 (b), 0.1 (c), 0.5 (d), respectively. The black solid circle represents maximum thermal
conductivity. The black solid line represents quadratic fit of the maximum normalized thermal conductivity.

3 结论

本文结合 NEGF 和 Landauer 输运理论进行数值计算，阐明了不同频率下声子模的输运

方式以及纳米线长度、Ge 元素浓度对 SiGe NWs 热导率的影响。首先明确了具有随机无序

结构的 Si1−xGex NWs 中弹道输运可以至少保持到 2 μm。随着 Ge 浓度的增加，弹道声子的

频率范围逐渐缩小，而弹道声子对热导率的相对贡献逐渐增加。其次，我们从 Si1−xGex NWs
的透射系数的指数下降、累计热导率的平台以及热导率随长度出现极大值三个方面证明了声

子的安德森局域化，并且将累计热导率平台与拟合的局域化长度相关联，得到了准一维纳米

材料中通过热导率观测局域化声子的长度范围。本文还通过归一化谱热导率随长度的极大值

提供了局域化声子的频率范围，明确了 Ge 浓度的增加使更多中低频声子局域化。

本文的结论对一维或准一维材料中热导率发散现象以及局域化效应的深层理解具有重

要意义，此外，本文的研究结果也可以扩展到纳米管、薄膜等其他低维材料中，这可能会激

励人们进一步探索具有随机无序结构的低维纳米材料中的热输运机制以及热流调控方法。
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摘要：开发了一种新型的差分 3ω 方法来测量微米薄膜的面内热导率。在这种方法中，使用界面材料和安

培力实现加热线和待测薄膜样品的接触和分离。在接触前后分别对加热线两端进行直流测量和交流测量，

并通过比较接触前后的 3ω 电压得出由待测薄膜引入的热阻抗。即使接触情况和接触热阻未知，可以通过

热阻抗实部与加热频率对数的斜率直接给出薄膜的面内导热系数。为了验证方法的可靠性，以聚酰亚胺薄

膜为例，在不同温度下对其面内热导率进行了多次重复测量，结果表面其热导率随着温度的上升不断增大，

并比对了相关的测量结果。

关键词：聚酰亚胺薄膜；热导率；3ω 法；热阻抗。

0 前言

聚酰亚胺是一种高性能的工程聚合物材料，以主链中的酰亚胺结构命名[1]。聚酰亚胺还

具有优异的热稳定性、力学性能、耐辐射性、低吸湿性和化学稳定性，因此聚酰亚胺薄膜是

作为 ILD 材料的理想选择[2]。目前，聚酰亚胺薄膜已广泛应用于微电子行业，如航空航天和

军事集成电路的粒子屏蔽层、5G 手机的天线材料、微机电(MEMS)工艺材料等[3],集成电路

和半导体器件的性能在很大程度上取决于薄膜的热物性等参数[4]。然而由于寄生热损失和微

传感器加工的困难[5]，准确方便地测量薄膜的热物性仍然具有挑战性。

在过去的几十年中，已经开发了几种技术来表征薄膜的热物性，包括热反射成像法[6-7]，

时域热反射法(TDTR)[8-9]，激光闪光法[10-11]，微拉曼法[12-13]，扫描热显微镜法(SThM)[14-15]

和 3ω 法[16-17]等。热反射法是基于热图像提供的温度分布，然后通过拟合公式得到薄膜的热

导率，但是需要提前了解样品的热容等额外参数。在时域热反射法方法中，热导率是通过反

射率随温度的变化来测量的，但是有许多其他输入参数(如激光光斑尺寸、换能器层的热导

率、样品堆中每一层的厚度和热容)会影响信号，产生较大的不确定性。激光闪光法是将闪

光能量沉积在薄膜样品的前表面，记录距样品后表面一定距离处的温升信号进行分析，通常

很难直接获得薄膜样品的热导率。在微拉曼法中，对于给定的激光加热功率，拉曼峰位置和

局部温升与样品的导热系数有关，然而拉曼峰位置的不确定性将产生显著的随机误差。使用

SThM 法进行热导率测量通常涉及热探头和样品之间的机械接触和传热。但是结果可能会受

到样品形貌和测量系统本身等因素的影响，对实验环境和实验者要求较高。而在 3ω 方法中，

仅从温度振荡实部的斜率与加热频率的对数直接拟合出材料的导热系数，辐射热损失的影响

得到显著抑制，数据处理的简单性使 3ω 方法成为测量薄膜热导率的最常用技术之一。

本文基于 3ω 方法，提出了一种无需额外参数即可直接测量薄膜面内导热系数的方法。

在交叉结构测量微米线热物性[18]的基础上，把待测微米线替换成薄膜样品。利用安培力和

界面材料实现加热线与薄膜的接触和分离，在真空环境下对加热线两端进行两次直流加热和

交流加热，比较接触前后的 3ω 电压得出由待测薄膜引入的热阻抗，并通过拟合出热阻抗实

部与加热频率对数的斜率直接给出薄膜的面内导热系数。

基金项目：国家自然科学基金资助项目(No.52376159)



1 实验原理

图 1 实验测量原理图

本方法基于交叉结构测量微米线的热导率和热扩散率，测量传感器接触待测薄膜前后的

三倍频电压，直接测量出待测微米薄膜的热物性，其中微米线既作温度计，又用作加热器。

图 1 显示了测量聚酰亚胺薄膜面内热导率实验的原理图。加热线的两端固定在恒温热沉上，

待测薄膜样品的两端粘在绝缘陶瓷片上，中间悬空。加热线倾斜于磁场方向一个角度以保证

安培力的方向向下，加热线和薄膜样品通过一个小的接触点连接。首先通过自加热 3ω 法校

正加热线自身的热物性，再给加热线通过相对较大的直流电流，在安培力和接触点界面材料

的帮助下实现加热线和待测薄膜样品的搭接，在接触时，部分热量通过接触点流入待测薄膜，

加热线的温升降低，再次向加热线通入交流电。通过比较搭接前后加热线的三倍频电压，再

线性拟合热阻抗和频率对数可以直接求解出聚酰亚胺薄膜热导率。

在非接触的情况下，加热线中通入交流电 I0cos(ωt)，沿加热线方向的一维非稳态导热方

程[19]为
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其中 I 为电流有效值，λh和 αh 分别为加热线热导率和热扩散系数，αh= h/(Cp)h，Cp为加

热线的体积热容，lh 和 Sh 分别为加热线的长度和横截面积，Re0 为加热线在初始环境温度下

的电阻。求解式(1)得到的温升表达式中包含稳态温升和频率为 2ω 的温度振荡项两部分，

即可表示为
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其中 Re[]表示复数解的实部，i 为虚函数，uh 为加热线温度的振荡量。当仅考虑温度振荡量

时，加热线的平均温度振荡项可以求解为
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其中 βh= i2ω/αh，Rh为加热线热阻，Rh= lh/(λhSh)。
在接触时，加热线的部分热量通过接触点传递至待测薄膜，仅考虑薄膜的径向热流传递，

在频域中薄膜的热传导方程[20]可以表示为
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其中 λs 和 αs 分别为待测薄膜的热导率和热扩散系数，hs 待测薄膜表面辐射换热系数，

hs≈4εsT03, εs 为发射率，σ 为 Stefan-Boltzmann 常数，ds 为待测薄膜的厚度。方程(4)的温

度振荡解可表示为
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其中 Q 为常数，K0为 0 阶第二类修正贝塞尔函数。结合在加热线和待测薄膜在触点上的热

流连续条件和边界条件
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其中 b 和 Rc 分别是接触点的接触半径和接触热阻，uh1 和 uh2 分别为接触点两端加热线的平

均温度振荡项，lh1和 lh2 分别为接触点到加热线两端恒温热沉的长度，Sh1和 Sh2 分别为接触

点两边加热线的横截面积。求解计算可以得到接触待测薄膜之后加热线的平均温升
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其中 χs是由待测薄膜引入的热阻抗。
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其中 γ 为 Euler 常数。可以发现热阻 χs 的实部与频率 lnω 存在线性关系，且薄膜热导率 λs

与其斜率呈反比。最终，热线两端 3 倍频电压分量的表达式为

       '
3 e0

1 Re cos 3 Im sin 3
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其中 Im[]表示复数解的虚部，Re0’为加热线每变化 1K 所对应电阻的变化量，Re0’= (dRe/dT)T0。

在测量实验过程中，在非接触的情况下，对单根加热线先进行直流加热，测量平均温升

随加热功率的变化曲线，之后进行交流加热，测量 3 倍频电压随频率变化的曲线，通过公式

(3)校正加热线的热物性。然后利用安培力和界面材料实现加热线和待测薄膜的接触，再次

对加热线通入直流电和交流电，使用加热线的平均温升来监测接触条件。只要两个部件接触，

加热线的电阻就会明显降低，因为部分热量流过悬浮膜。最后根据公式(8)和公式(9)拟合出

热阻 χs的实部随 lnω的线性关系，通过两者的斜率就可以求解出薄膜热导率 λs，测量和数据



处理过程如图 2 所示。

图 2 微米薄膜面内热导率测量流程图

2 实验

图 3 给出了微米薄膜面内热导率测量实验系统的原理图。在该实验中，使用 Pt 线作为

加热器和传感器，将直径为 20 m，长度约 13 mm 的 Pt 线焊在 1mm 直径的铜柱上。铜柱热

容远大于加热线和待测线，因此可作为恒温热沉。薄膜样品的两端粘在绝缘陶瓷片上，中间

端悬空。真空硅脂(道康宁)被用作界面材料，为了保证 Re[s]和 ln(ω)的线性关系，界面材

料的用量需要足够少，其接触半径应远小于薄膜的渗透长度。因此首先将少量的真空硅脂粘

在加热线的中间，然后将样品装入自制真空腔中，通过分子泵组(HiCube 80 Classic/DUO 5M)

持续抽真空至 1×10-4Pa，消除对流换热的影响。采用四点法对加热线进行测量，直流测量时，

使用恒流源(Agilent B2901A)给加热线通入不同电流，使用数字万用表(Agilent 3458A)测量

电压。交流测量时，采用锁相放大器(SR7265)输出不同频率(0.1-1Hz)的交流信号，通过放

大电路和同一个锁相放大器测量加热线两端的 3 倍频电压，在非接触的条件下，加热线的导

热系数和热扩散率由公式(3)推导。之后，将相对较大的直流电通入加热线，在磁场下利用

安培力与待测薄膜样品接触，借助界面材料，即使磁场关闭，也可以在两个部件之间形成稳

定的接触。在接触条件下，再次施加相同频率的交流电流。根据公式(8)，加热线两端的三

倍频电压用于提取薄膜样品引入的热阻s。最后，根据方程(9)，薄膜的面内热导率 λs 可以

通过使用s 实部与 ln(ω 的斜率来获得。为了方便真空腔体内外的信号线间切换，将加热线

的四焊盘电极和所有测试仪表均接入矩阵开关(Agilent 34904A）。矩阵开关和所有测试仪表

均用 GPIB 线接入自动仪器控制程序(LabVIEW)，提高了测量过程的可靠性。



图 3 实验系统原理图

3 结果与讨论

为了验证微分 3ω 法测量待测微米薄膜面内热导率准确性，选取直径 20 m、长度约 13
mm 的 Pt 微米线作为加热线，厚度为 8 m 的聚酰亚胺(Kapton)薄膜作为待测薄膜。，在相同

的真空度(1×10-4Pa)和不同的环境温度下，多次重复进行非稳态测量，得到不同接触情况下

的热阻与频率对数的关系。为了方便比较待测线搭接前后的交流测量结果，引入两个无量纲

参数，分别为无量纲传热系数
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其中 V3为 V3ω 的幅值。

表 1 加热线和待测薄膜的尺寸和室温热物性参数

样品

加热线 T

(K)
λs

(W m-1 K-1)dh

(μm)

lh1

(mm)
lh2

(mm)
λh

(W m-1 K-1)
αh

(10-5 m2 s-1)

Kapton 薄膜 20.0 6.94 6.41

65.92 2.94 131 0.47
66.66 2.79 151 0.50
67.62 2.72 191 0.63
68.22 2.68 212 0.69
68.54 2.65 276 0.81
71.27 2.63 299 0.86

表(1)给出了不同温度下加热线和聚酰亚胺薄膜的热物性参数，可以看出加热线的热导率随

着温度的升高而变大，热扩散率与之变化相反，而聚酰亚胺薄膜面内热导率随着温度的升高

不断增大。为了验证实验的可靠性，先测量了室温下(299K)聚酰亚胺薄膜的面内热导率，

在第一次测试中，加热线通过磁场中的安培力和界面材料与薄膜样品形成接触，之后通入交



流电流测量薄膜热导率，然后使用反向的安培力使加热线和薄膜分离，第二次测试可以重复

上述操作。为了验证实验的普适性，借助温控仪和液氮测量了不同温度下(131K～299K)聚

酰亚胺薄膜的面内热导率。

图 4 Kapton 薄膜测量结果(a)不同接触情况下无量纲传递系数与无量纲频率的关系(b)不同接触情况下热阻

与频率的关系

图 4 给出了室温下(299K)聚酰亚胺薄膜两次实验的测量结果。图 4(a)给出了两次测试

下无量纲传热系数与无量纲频率的关系，未接触时无量纲传热系数比接触时的无量纲传热系

数大，因为加热线与薄膜接触时部分热流流向待测薄膜，两次测试下的无量纲传热系数几乎

拟合在同一条曲线上。图 4(b)给出了两次测试下热阻随频率对数的关系，虽然两次测试时

的接触情况不同，热阻的大小不同，但是热阻的实部与频率对数可以拟合成一条直线，且两

次测试结果的斜率几乎保持一致，这也反映出两次测试下得到的薄膜面内热导率几乎是相等

的，为 0.86  0.01 W m-1K-1。



图 5 Kapton 薄膜面内热导率随温度的变化

为了验证实验结果的正确性，比较了 Yokoyama[21]和 Benford[22]的测量结果。图 5 给出

了不同温度下聚酰亚胺薄膜面内热导率随温度的变化和测量结果对比。在本次实验中，每个

温度下至少进行了两次测量，并且获得了几乎相同的结果。聚酰亚胺薄膜面内热导率随着温

度的上升而升高，不同温度(131K～299K)下的测量结果为(0.47W m-1K-1～0.87 W m-1K-1),

实验测量结果介于 Yokoyama 和 Benford 的结果之间，考虑到不同薄膜制造工艺的影响，测

量的热导率数据存在差异。

4 结论

在交叉结构测量微米线的基础上，开发一种基于差分 3ω 法直接测量微米薄膜面内热导

率的新方法。微米铂线用作加热线和传感器，在安培力和界面材料的作用下，实现加热线和

待测薄膜的接触和分离，通过给接触薄膜前后的加热线通入交流电流，得到加热线的热导率

和热扩散率以及热阻抗和频率对数的关系，通过拟合直线的斜率来直接得到薄膜的面内热导

率。最后以厚度为 8 μm 聚酰亚胺薄膜为例，进行了多次重复测量，为了验证结果的准确性，

测量了不同温度下薄膜的热导率。实验结果表明，虽然加热线和待测薄膜的接触情况，接触

热阻的大小都不同，但最终得到的热导率的结果是相近的。
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摘要：本文以圆柱形锂离子电池为研究对象，对不同荷电状态的圆柱形锂离子电池进行压缩加载实验，记

录实验现象，测量电池温度、电压与质量等参数，研究了电池在载荷作用过程中的力学响应、电压变化、

温度变化以及电极材料微观结构变化特征。结果表明，随 SOC 增加，电池的最大承载能力增大，电池的质

量损失率增加，电池发生短路时所对应的位移形变减小；电池 SOC 越高，电池平均温升速率越快，当 SOC

高于 60%时，电池在发生变形后会出现爆炸喷火等剧烈的热失控现象，且 SOC 越高导致的热失控越严重；

根据电极的电子显微扫描图像，发现短路会导致石墨颗粒破裂、隔膜闭合、电解液在正极颗粒表面氧化。

关键词：锂离子电池，热失控，机械挤压，内部短路，荷电状态

0 前言

能源危机和“3060 目标”需求加速了现代交通工具的电动化进程。以新型绿色储能系

统为动力源的电动汽车保有量在世界范围内表现出了快速增长的趋势[1]。锂离子电池以其长

寿命、高能量密度、低自放电率和高安全性等优点，已经成为电动汽车动力源的首选[2; 3] 。

然而，锂离子电池的高能量密度使其在发生事故时更加危险，一旦发生热失控，会在短时间

内释放出大量能量，从而导致巨大的自放电电流、温度升高以及灾难性的火灾和爆炸。已有

的研究对锂离子电池的热失控触发条件和热失控特征进行了广泛的研究[4]，结果表明，电气

滥用、热滥用和机械滥用都可能导致热失控[5]。

由于新能源汽车的电池组通常用作底盘，电池组在车辆行驶过程中可能会受到各种机械

冲击。车辆碰撞过程中电池单体的过度变形和严重失效会导致内部短路，Xia 等[6]针对特定

的驾驶场景调查了异物进入新能源汽车底盘的情况，他们的模拟表明电池组底盘和内部电池

可能会严重变形。Feng 等[7]认为机械滥用是电动汽车发生热失控的主要原因之一。据统计，

由内部短路造成的电动汽车发生热失控的比例约为 56%[8]。此外，电动汽车在使用过程中，

电池不断经历充放电循环，电池的 SOC（0%-100%）随时变化，研究锂离子电池在不同 SOC
下的机械行为非常重要。然而，目前开展不同 SOC 的相关研究大都基于低 SOC，Xu 等[9]在

电池 SOC 为 0 时，研究了压缩载荷下圆柱形锂离子电池的机械和电化学行为，获得了压缩

过程中载荷应力-应变、电压-应变、温度-应变关系。

因此，探究不同 SOC 对电池单体在机械载荷下力学响应的影响及影响机制非常有必要。

本文以圆柱形锂离子电池为研究对象，对不同 SOC 圆柱形锂离子电池进行压缩加载实验，

研究了电池在载荷作用过程中的力学响应、电压变化、温度变化以及电极材料微观结构变化

特征。
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1 实验

1.1 电池样品

实验采用的是天津力神公司生产的 18650 型 NCM 电池，如图 1 所示，NCM 电池型号

为 LR1865SK，标称容量为 2600mAh，电池的详细规格参数如表 1 所示。

图 1 LR1865SK 电池

表 1 电池规格参数

名称 LR1865SK
正极材料 NCM
标称容量 2600mAh
标称电压 3.6V

充电截止电压 4.2V±0.03V
放电截止电压 2.75V
充电截止电流 50mA±5mA

实验测试平台系统如图 2 所示，包括数据采集系统（Keysight DAQ970A）、电池测试

系统（Neware CT-4008-5V50A）、防爆保温箱（高鑫 GX-3000-80LHB20）、电池挤压针刺

试验机（GX-5067-BSM）和计算机。

图 2 测试平台系统图

电池激活方法按照电池厂商推荐的充/放电倍率，使用恒流-恒压 (CC-CV) 充电程序循

环 5 次激活电池，电池激活的充/放电步骤如表 2 所示。之后，电池以 0.5C 倍率放电至特定

的 SOC。选取 6 种 SOC，即 0%、20%、40%、60%、80%和 100%。电池特定 SOC 放电完

成后，静置 2 小时，以确保电池内部和外部之间达到热平衡。



表 2 充/放电程序

工步 NCM
1 搁置 10min
2 恒流充电 0.5C，4.2V
3 恒压充电 4.2V，50mA
4 搁置 10min
5 恒流放电 1C
6 循环次数 5 次

1.2 实验方法及步骤

实验加载设备为 GX-5067-BSM 电池挤压针刺试验机，模拟施加在锂离子电池上的滥用

外部机械载荷，进行挤压载荷加载实验。此外，电池挤压针刺试验机在电池发生热失控时可

以及时排烟，以确保实验安全进行。电池挤压针刺试验机最大载荷为 20 kN，位移测量分辨

力为 0.05 mm，加载速率设置为 2 mm/min 以提供准静态机械加载，排除应变率和惯性效应

影响。加载过程中实时记录位移、载荷、电压、电池表面温度、环境温度。

电池电压由GX-5067-BSM自身电压传感器测量，测量范围0-10V，电压显示精度0.1mV，

GX-5067-BSM 还可以提供电压-时间和力-位移曲线的原始数据。电池表面温度由使用

Kapton 胶带粘贴在电池表面的 K 型热电偶测量和数据采集仪 Keysight DAQ970A 记录，K
型热电偶测量范围为-200℃～1300℃，分辨率为 0.1℃，数据采集仪记录频率为 2 Hz，精度

为 0.01℃。温度测点示意图如图 3 所示，沿电池轴向，从正极至负值依次布置 3 个测点。电

池出现故障失效电压降为 0，实验停止。为保证实验结果的准确性，每组实验重复三次，误

差控制在 3%以内。在实验结束后，对电池做 CT 检测和 SEM 扫描。此外，实验开始和结束

时，采用电子分析天平称量并记录实验前后锂离子电池质量。

图 3 温度测点示意图

2 结果与讨论

实验选取 0%、20%、40%、60%、80%和 100%共 6 种不同 SOC 电池进行挤压实验，图

4 为不同 SOC 电池在加载过程中的载荷-位移变形曲线。可以看出，SOC 对电池的承载能力

影响显著。电池的最大载荷随着 SOC 的增大而增大，SOC100%电池比 SOC0%电池的最大

载荷提高了 16.67%。这是因为在充电过程中源源不断的 Li+从正极分离出来嵌入石墨负极的

孔隙中，对于正极来说，Li+的缺失只是造成电位的变化，正极结构并未受到太大影响，而对

负极而言，Li+嵌入石墨孔隙中会造成负极结构膨胀，使得电池的承载能力增强。Li+的嵌入

使石墨结构更硬，Li+和碳原子之间可能形成额外的键[10]。参考文献[11]使用密度泛函理论揭

示了石墨的杨氏模量在锂化为 LiC6 时增加了三倍，并且杨氏模量与锂浓度呈线性关系。



图 4 不同 SOC 电池在加载过程中的载荷-位移变形曲线

电池呈现出的SOC影响也可以从内应力的角度来解释，图5所示为内应力机理示意图。

充电过程中，Li+从正极活性颗粒脱出，嵌入负极活性颗粒，正极体积减小，负极体积增大，

负极体积变化大于正极，电池涂层整体表现为体积膨胀。此外，圆柱电池金属外壳和圆柱电

池卷芯的紧密卷绕结构使得外层对内层有很强的约束力，导致电池刚度随 SOC 增大而增大。

图 5 内应力机理示意图

圆柱形锂电池是以钢芯为中心按照隔膜-正极-隔膜-负极顺序卷绕而成的。隔膜是一种具

有多孔结构的高分子聚合物薄膜，显著的各向异性导致其在薄弱的方向容易受到破坏，它将

正极和负极分开以避免内部短路。电池发生机械变形会导致内部的隔膜、电极等材料被破坏，

引发电池正负电极之间直接接触，从而造成内部短路导致失效故障，短路产生的大量热量也

会诱发电池内部热失控。如图 6 所示，为原始电池和挤压实验后电池的 CT 图，可以明显的

看到，挤压实验结束后，电池结构发生了剪切破坏，内部隔膜发生破裂，使得正负极直接接

触导致内部短路。



图 6 原始电池和挤压实验后电池的 CT 检测

在本研究中，低 SOC（0%、20%、40%）在挤压实验后是安全的，高 SOC（60%、80%、

100%）电池发生热失控。不同 SOC 电池在压缩过程中结构完整性全部遭到破坏，在挤压过

程中电池开始发出嘶嘶声，伴有电解液流出，并从破裂之处喷出少量白色蒸汽，蒸汽可能是

电解质、热反应产生的气体或二者都有。低 SOC（0%、20%、40%）在挤压实验后是安全的，

这是因为在挤压作用下电池内部隔膜被破坏，电解液与正负极材料发生氧化分解反应，产生

烟雾与可燃性气体，由于电池内部温度未达到可燃性气体的燃点，所以没有发生明显的起火

现象。当电池 SOC 达到 60%以后时，电池在压缩过程中出现爆鸣现象，破裂部位在蒸气释

放的同时还会喷出火花、易燃颗粒和火焰，发生热失控。图 7 为挤压实验后不同 SOC 电池，

经热失控后电池（SOC60%、SOC80%、SOC100%）形状发生较大变化，电池壳体表面碳化、

变黑。

图 7 挤压实验后的锂离子电池

挤压引起的锂离子电池热失控是极高温度和易燃活性材料共同作用的结果。在电池形成

内部短路后，由于电化学反应产生的热量和气体，电池内部的压力急剧增加，导致外壳破裂

后，高温下的电极材料和电解液与空气接触，处于短路状态的电极材料的活泼性接近于金属

锂，与氧接触会立即燃烧并引燃电解液、隔膜等，并从断裂处喷射出去。一方面，电池和活

性材料的热稳定性会随着 SOC 的降低而降低。Wang 等[12]发现随着负极嵌锂量的增加，

LixC6分解和 LixC6-电解质反应的活化能呈下降趋势，而放热呈上升趋势。LixC6/粘合剂反应

和阴极/电解质反应的热产生随 SOC 线性增加[13; 14]。另一方面，挤压后电池的焦耳热产生

量随 SOC 的增加而增加，也是高 SOC 发生热失控的重要原因[15]。

图 8 是不同 SOC 电池在压缩过程中电压与位移变形的对应关系。六条曲线表现出相似

的下降趋势。电池在压缩到一定变形量后电压发生突降并趋近于零，说明电池内部发生了内



部短路。对比曲线还发现，SOC 越高，电池发生短路时所对应的变形量越小，说明电池在受

到外力挤压发生变形时，高 SOC 电池更容易发生内部短路。

图 8 不同 SOC 电池电压-位移变形曲线

六种不同 SOC 锂离子电池实验中的表面最高温度与电池位移变形的关系曲线，如图 9
所示。加载后期电池温度在短时间内迅速升高，60%SOC、80%SOC 和 100% SOC 温度曲线

近似垂直上升。0%SOC、20%SOC、40%SOC、60%SOC、80%SOC 、100% SOC 对应电池

最高温度依次为 35.48℃、124.32℃、129.07℃ 、372.16℃、470.07℃、444.18℃，平均温升

速率为 0.54 ℃/s，2.10 ℃/s，2.45 ℃/s，21.92 ℃/s，37.39 ℃/s，52.85 ℃/s。观察到电池发生

内部短路后，电池最大温升速率与 SOC 呈正相关，而最高温度的与 SOC 依赖性是很特别

的，80% SOC 电池对应的最高温度高于 100% SOC 电池，这似乎与我们之前推测 SOC 越高

的电池越危险相矛盾。虽然存在异常值，但总体而言，随着 SOC 的升高，电池的最高温度

升高。

对于锂离子电池，造成电池局部高温的主要是内部短路开始时，正负极接触时间极短，

瞬时电流非常大造成的。之后，电池最高温度由短路的持续时间 t、电流 I 和电阻 Rin 决定[16]

如下所示， 最高温度因电池而异，无法准确控制。

  2
p 0 in Φc htm C T T I R t t   （1）

式中，mc 是电池的总质量，kg；Cp 表示电池比热容，J‧kg-1·K-1；T 表示电池温度，K；

T0 是环境温度，K；Фht 表示传热量，W。因此，对于不同的电池和不同的测试，t、I 和 Rin

取值的随机性导致焦耳热不同，进而导致电池最高温度不同。此外，不同 SOC 电池中锂含

量不同，初始化学反应的热量不同也可能影响电池的最高温度。因此，100% SOC 的电池可

能具有更高的焦耳热，但反应活性材料发生变化，较低的反应热导致电池最高温度降低。可

以合理地推测 80% SOC 电池对应的最高温度高于 100% SOC 可能是锂迁移和反应热变化的

结果。在机械滥用条件下，多层锂离子电池的失效是一个具有随机特性的快速过程，该过程

与电池 SOC、机械性能、热-电性能以及电化学性能成分相关。可以确定的是，高 SOC 会

导致的热失控更严重，温升速率更快。在锂离子电池的储存和运输过程中建议使用较低 SOC
的锂离子电池。



图 9 不同 SOC 电池最高温度-位移变形曲线

由电子分析天平测量可得，单节全新电池的平均质量为 46.50g，在进行挤压实验后，不

同 SOC 电池平均质量和质量损失率见表 3。电池 SOC 越高，电池的质量损失率越大，

100%SOC 电池质量损失率高达 30.58%。这是因为锂离子电池 SOC 状态较高时会导致正负

极材料的反应活性升高和热稳定性下降，因此在挤压后的热失控过程中电池内部会出现大量

气体从电池的外壳破裂处泄压，喷出大量气体和颗粒物质。Wang 等[17]通过 X 射线能谱仪分

析可以发现，这些颗粒物质主要的元素为 C、O、Al、Mn 和 Ni，这表明这些颗粒物质主要

来自负极的活性物质颗粒和正极活性物质在高温分解后出现的产物，以及铝箔在高温熔化后

喷出形成的小颗粒。

表 3 实验前后电池质量对比

序号 SOC/% 实验前电池质量/g 实验后电池质量/g 质量损失率/%
1 0 46.5 44.09 5.18
2 20 46.5 43.01 7.51
3 40 46.5 42.40 8.82
4 60 46.5 38.12 18.02
5 80 46.5 33.30 28.39
6 100 46.5 32.28 30.58
发生内部短路后，电池内部的电化学反应剧烈。此外，副反应发生的可能性也随着 SOC

的升高而升高。电化学速率可能超过电极中 Li+的脱嵌速率，这导致电极活性材料和隔膜的

不可逆损坏。这里选择拆解正常的 40% SOC 电池的电极和实验后 40%SOC 电池的电极进行

比较。拆解电池后，将其快速密封并转移至充满氩气的环境中，并用扫描电子显微镜

（Scanning Electron Microscope，SEM）对拆解得到的负极、隔膜和正极进行电极扫描。对

应的 SEM 图像如图 10 所示。纯石墨的结构呈层状，表面光滑，相互重叠，尺寸主要为 5-20
μm[18]。原始负极的 SEM 图像显示，圆形颗粒聚集在石墨表面，块状石墨表面以及石墨之

间的空隙被一些白色填料填充，这可能是石墨中嵌入的活性易燃材料，如图 10（a）所示。

发生内部短路后的负极石墨仍然呈现出一些层状结构，但是在内部短路过程中，所有填料都

消失并被消耗掉，留下如图 10 (b) 所示的黑色块状表面和黑色块状空隙空间。石墨的熔点

接近 4000 K[19]，因此它可以承受内部短路发生并保持黑色块状。此外，还可以观察到石墨

的开裂。



图 10 电极 SEM 图：（a）（b）负极；（c）（d）隔膜；（e）（f）正极

在隔膜中，多孔结构在图 10（c）中清晰可见，随着内部短路的发生，聚乙烯纤维部分

断裂且隔膜出现可见的裂纹，部分多孔结构关闭，隔膜孔隙的破裂和关闭是由于内部短路后

电池内部高温导致隔膜熔化并不可逆地堵塞了隔膜的孔隙。

正极材料观察到颗粒数目增多以及部分颗粒表面变得粗糙，部分正极材料颗粒表面出现

了沉积物。内短路后电池的正极材料颗粒表面出现沉积物，主要源于内短路过程中电解液在

正极颗粒表面的氧化。

3 结论

本文以圆柱形锂离子电池为研究对象，对不同荷电状态的单体电池进行压缩加载实验，

研究了锂离子电池在载荷作用过程中的力学响应、电压变化、温度变化以及电极材料微观结

构变化特征，得出如下结论：

（1）随 SOC 增加，电池的最大承载能力增大，电池的质量损失率增加，SOC100%电池

比 SOC0%电池的最大载荷提高了 16.67%，100%SOC 电池质量损失率高达 30.58%。

（2）电池 SOC 越高，电池平均温升速率越快，0%SOC、20%SOC、40%SOC、60%SOC、
80%SOC 以及 100%SOC对应的平均温升速率依次为 0.54 ℃/s，2.10 ℃/s，2.45 ℃/s，21.92 ℃/s，

37.39 ℃/s，52.85 ℃/s；当 SOC 高于 60%时，电池在发生变形后会出现爆炸喷火等剧烈的热

失控现象，且 SOC 越高导致的热失控越严重

（3）根据电极 SEM 图像发现，电池发生内短路后出现石墨颗粒破裂、隔膜闭合以及电

解液在正极颗粒表面氧化等现象。
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摘要：本文对不同类型热界面材料的接触热阻进行了实验研究。详细分析了接触压力对以不同的金属

为基体的低熔点合金热界面材料热阻的影响。在非常高的接触压力下，穿孔铜箔基底会吸附液态金属

使其不泄露。然而，它的热阻高于单层铜箔基底的样品。随后对打孔铜箔基底进行参数分析，以获得

具有最低热阻的孔隙率和液态金属重量。选择了三种不同的打孔铜箔基底，均具有直径为 1mm 的孔，

孔隙率分别为 34.91%、19.63%和 12.57%。孔隙率为 19.63%的打孔铜箔基底上刷涂 1.018g 重量

的低熔点合金制成的样品表现出最低的测试热阻。该样品在 24MPa 下的热阻仅为 0.008K/W。并对

铜箔基底低熔点合金热界面材料进行了柔性测试，测试结果显示，铜箔基底低熔点合金热界面材料在

柔性和回弹能力方面表现出良好的性能。

关键词：接触热阻，热界面材料，低熔点合金，可靠封装

0 前言

随着半导体集成电路的发展，晶体管的尺寸持续缩小，导致芯片的功率密度不断增

加。这种趋势使得芯片的散热问题变得严峻且需要被高度重视。据预测，未来十年内这

种情况将持续存在[1]。因此，为进一步提升芯片的功率密度，采用有效的冷却策略显得

尤为关键。在电子设备的热路径中，发热元件与热沉宏观接触界面的实际接触面积在微

观层面上只占标称面积的 1-5%[2]，而其余部分由气隙填充。图 1 展示了界面处的接触

热阻示意图。由于空气导热性非常低，散热器和发热元件间的连接处可能存在较大的界

面接触热阻[3]，使用热界面材料成为一种有效的解决方案。通常，所选用的热界面材料

需要具有优异的导热性，并能在接触压力下填充气隙的柔软特性[4]。然而，实际应用中

的热界面材料无法完全填充气隙[5]，导致小气穴在界面材料的两侧形成。

热界面材料在商业市场上的分类包括热润滑脂[6]、聚合物热垫[7]、金属基热界面材

料[8]等。传统的热界面材料如热润滑脂和聚合物热垫可以将界面热阻有效降低到约 0.2-
0.3 K·cm2/W 的范围。而金属基热界面可以将热阻降低到更低的水平，液态金属是金属

基热界面材料中最典型的材料。其因出色的导热性能而受到研究人员广泛关注。另一方

面，随着折叠屏幕、柔性可穿戴设备等便携式装备的发展，对界面材料的柔性要求更高；

目前较少热界面材料具备柔韧性，难以在保持柔性的同时，维持接触面间隙的接触热阻

最小。

基金项目：国家自然科学基金青年项目（52206113）。



图 1 界面热阻的示意图和热界面材料的应用

Chu 等人[9]采用低熔点合金作为热界面材料，降低了光纤与铜散热器之间的接触热

阻，将热阻从 6.5-8.2 K·m·W-1 降低到 0.004-0.013 K·m·W-1。但是并没有涉及如何防止液

态金属在使用过程中的泄露问题。Gao 等人[10]开发了一种基于镓金属的热界面材料，

将氧化镓均匀混合在液态镓金属中，改善了其润湿性，增强了粘附性，但是氧化物颗粒

会影响导热，对导热性能产生负面效果。Chu 等人[11]详细研究了低熔点合金热界面材

料在降低接触热阻方面的作用。他们提出了一种新型的热界面材料，采用了低熔点合金

和环形金属密封的组合，以解决熔融低熔点合金可能出现的溢出和位错问题。通过这种

封装式热界面材料，在 550 kPa 的接触压力下，成功将接触热阻降低至 0.0332℃·cm2·W-

1。但是这一结构不具备柔性属性，不能应用于特殊表面。

综上所述，为了解决液态金属泄漏问题并提升热传导性能，同时兼顾热界面材料柔

性属性，本文开发了一种基于低熔点合金的热界面材料，并引入了铜箔基板作为衬底。

同时，利用标准的界面热阻测试仪器，对具有不同孔隙率和低熔点合金涂层重量的穿孔

铜箔基板样品进行了实验研究，以探究其在不同接触压力的性能。通过优化的结构设计，

我们成功实现了界面接触热阻的大幅降低，并且低熔点合金并没有发生泄露。并且证明

了此种热界面材料具有柔性属性，适用于不同形状的表面。

1 实验方法

1.1 测试样品的制备

本文中讨论的实验样品是由基底上下表面涂覆低熔点合金所组成的。基片包括铜箔

基片和穿孔铜箔基片两种类型。在本节中，我们将重点介绍这些热界面材料的制备方法。

首先，我们将介绍所需低熔点合金的制备过程和其热物性特性。在本研究中，我们使用

了熔点温度为 72℃，成分为 66.3% In 和 33.7% Bi 的合金[11]。首先，我们按照这一比

例将金属单质的 In 和 Bi 进行称重，并将其放入石墨坩埚中。然后，将石墨坩埚放入真

空加热炉中，并加热至高于合金的熔点温度，从而得到所需的合金材料。该合金的物性

参数详见表 1。
表 1 LMTA 的热物性

金属成分
熔点

(℃) 

潜热

（kJ/kg）
密度

（kg/m3）

比热

（kJ/(kg·K)）
导热系数

（W/(m·K)）
In66.3Bi33.7 72 32.5 8200 0.88 28.8

为了提供熔化低熔点合金所需的热量并将金属基片加热到高于低熔点合金熔点的

温度，我们使用了一个恒温加热台作为加热源。如图 2 所示，在准备样品的制备过程中，



由于需要在两面涂覆低熔点合金，我们首先使用铝箔胶带将金属基片固定在石墨板上，

以保证其不直接接触加热表面。这样做旨在确保涂层的均匀性和低熔点合金涂层的平整

性。

图 2 不同单层金属基材的实验样品：(a)铜箔基底；(b)打孔铜箔基底

液态金属通常在与基材接触时表现出较差的润湿性和粘附性，在大多数表面润湿性

极差，且显示出高“非平衡”（静态）接触角[12]。为了改善低熔点合金在金属基材上的

粘附性，我们使用刷子蘸取液态金属，并将其刷涂在金属基材上。通过反复的刷涂过程，

液态金属在金属基底上的润湿性得到明显的改善。如图 2 所示，得到的实验样品表面光

滑，液态金属的润湿性得到了改善。在样品制备过程中，使用了高纯度铜箔（Cu≥99.99%）

作为铜箔基底，打孔铜箔基底则是在此基础上采用激光打孔技术制作而成。

1.2 测试方法

在实验中，我们采用了符合美国材料与试验协会（ASTM）D5470 标准的热阻测试

方法[13]。根据标准，测试仪器由一个冷计量棒和一个热计量棒组成，其中安装热电偶

来计算传热量。热源置于最底部提供热量，然后通过热计量棒、试样、冷计量棒传递热

量，最终由连接水循环的散热器带走。水冷回路由冷水机、水泵组成。液压装置与压力

传感器安装在最顶部，提供可调节的接触压力。在计量棒上，热电偶以垂直等距离的方

式排列。热计量棒上表面的温度（TH）可以通过 T1 和 T2 之间的温度差来计算。冷计量

棒下表面的温度(TC)可以从 T3和 T4之间的温差计算出来[11]：

2 1 2( )HT T T T   (1)

3 3 4( )CT T T T   (2)

试样的接触热阻可以通过以下公式计算：

H CT T
R

Q


 (3)

对建成的实验平台开展全面的误差分析，结果表明表明，以量化设备测量试样的接

触热阻的总不确定度在可接受的范围内。根据测量的精度和校准情况，影响因素及其不

确定度[14]见表 2。



表 2 影响因素与其不确定度

影响因素 不确定度

压力 ±1kg
用热电偶采集的温度 ±0.1 ℃ 

热电偶布置距离 ±1mm
冷热计量棒的横截面积 ±0.1%
热量损失 1.5%
2 结果与分析

2.1 接触热阻测试

完成制样与实验设备调试之后，对多种热界面材料进行热阻测试。图 3 展示了不同

热界面材料的热阻随着压力变化的曲线。随着接触压力的增加，我们观察到几乎所有样

品的接触热阻明显降低。这是由于压力的增加导致微观空洞的减少，使界面相对光滑。

尤其是在较高的接触压力下，融化的低熔点合金能更充分地填充界面间隙中的空气。此

外，我们还发现这些热界面材料在实验中共享一个共同特点：在较低的压力下，压力的

增加对热阻的减少有着显著的影响，然而随着压力的进一步增加，这种影响逐渐减弱。

较大的压力会导致热界面材料从弹性变为塑性变形，最终压力对热阻的影响可以被忽略

不计[14]。刷有低熔点合金的铜箔基底和刷有低熔点合金的打孔铜箔基底的热阻明显低

于低熔点合金薄片。在所有热界面材料中，刷有低熔点合金的铜箔基底样品表现出最低

的热阻。在 24MPa 的压力下，该样品的热阻值仅为 0.011K/W。相比之下，熔点为 72℃
的低熔点合金薄片在相同压力下的热阻为 0.22 K/W。

图 3 不同界面材料接触热阻随接触压力变化图

在实验过程中，低熔点合金在熔化和挤压的作用下容易发生泄漏，这对电子设备来

说是致命的。热阻最低的铜箔基底样本发生了泄露，如图 4(a) 所示。铟薄片和未经任何

限制的低熔点合金片也发生了泄漏，如图 4(b)和(c)所示。然而，打孔铜箔基底在实验中

展现了良好的防溢出性能。由于其表面具有孔隙结构，如图 4(d)所示，可以吸收熔融金

属液，避免了泄漏的问题。然而，打孔铜箔基底的孔隙结构也导致了热传导路径的减小，

进而增加了热阻。因此，下一步的研究方向将着重于优化打孔铜箔基底的孔隙率以及低

熔点合金涂层的重量，以改善这种基材制备的样品的界面热阻性能。



图 4 (a)铜箔基底；(b)纯铟薄片；(c)纯 72℃熔点的低熔点合金；(d)打孔铜箔基底

2.2 改善打孔铜箔基底热阻的参数化研究

为了探究不同孔隙密度对打孔铜箔的影响，制作圆心距分别为 1.5 毫米、2 毫米和

2.5 毫米的三种打孔铜箔基底。研究了铜箔基体样品中穿孔的相对数量，即孔隙率，并

用符号σ表示。圆心距为 1.5 毫米、2 毫米和 2.5 毫米的打孔铜箔基体的孔隙率分别为

34.91%、19.63%和 12.57%。使用低熔点合金在上述金属基体上进行了双面刷涂制样，

并对其进行了热阻测试。图 5 展示了测试结果。发现它们的热阻结果相差不大，在给定

的压力条件下，多孔率对于打孔铜箔基体样品的热阻影响较小。值得注意的是，这一结

论是不考虑结构强度的基础上得到的，实际应用时，应根据结构强度的角度考虑孔隙度

的影响，合理选取基底。

图 5 打孔铜箔热界面材料多孔率对其接触热阻的影响

在样品制备过程中，确保铜箔基底完全覆盖低熔点合金是至关重要的。由于孔隙率

的不同，每个样品中低熔点合金的承载能力存在差异，导致刷涂低熔点合金的重量不同。

为了研究这种差异对打孔铜箔基底样品的热阻的影响，我们对每个基材刷上了不同重量

的低熔点合金，并进行了热阻测试。由于液态金属的润湿性和样品需要切割成特定尺寸，

刷涂质量难以准确控制。

图 6（a）、（b）和（c）分别对应于刷涂不同重量低熔点合金的 1 号样品、2 号样品

和 3 号样品的热阻测试图。可以发现，在不同的打孔铜箔基底上，热阻随着刷涂重量的

增加变化规律是不同的，但是每种样品均存在最佳刷涂重量相应的最低热阻值。1 号基

底，刷涂低熔点合金的最低热阻在 1.03 克左右。在 24MPa 的压力下，热阻为 0.009 K/W。



2 号基底，刷涂低熔点合金的最低热阻在 1.018 克左右。在 24MPa 的压力下，热阻为

0.008 K/W。3 号基底，刷涂低熔点合金的最低热阻约为 1.118 克。在 24MPa 的压力下，

热阻为 0.01 K/W。三种基底热阻值均低于单层铜箔基底的样品，其中在不同的压力下，

1 号样品的热阻比带有单层铜箔基底的样品低 15%到 20.5%。对于 2号样品和 3 号样品，

降低幅度分别为 31.2%至 28.4%和 12.5%至 11.7%。这表明在铜箔基底上打孔以便吸附

更多重量的低熔点合金能够显著改善界面热阻性能。在每个打孔铜箔基底上，找到了承

载最佳低熔点合金刷涂重量的样品。其中，2 号样品的界面热阻最低，在 24MPa 的压力

下，仅为 0.008 K/W，并且没有发生泄漏。

图 6 不同孔隙率的打孔铜箔基底热界面材料分别刷涂不同重量的低熔点合金的界面热阻随接触压力

变化

2.3 低熔点合金基界面材料柔性特性分析

低熔点合金基界面材料的柔、弹特性是评估其在应用中的柔性形变和回弹能力的重

要指标。柔性主要是指能够在受力时发生变形而不发生破裂。这一特性使其能够适应不

同形状和曲率的表面。回弹能力是指能够在去除外力后部分或完全恢复其原始形状。这

种能力对于确保界面的长期稳定性和有效的热传导至关重要。

为了评估不同热界面材料的柔性特性，进行了弯曲实验。首先，将各种热界面材料

弯曲成圆弧形状，并施加外力以保持其形状，持续一个小时后，撤去外力。结果显示，

所有材料均能恢复到平直状态，表明它们具有较好的柔性。进一步进行了 135°角的弯

曲实验，持续一个小时后再撤去外力。

图 7 (a)弯曲不同曲率柔性测试；(b)完成柔性测试之后的样品；(c)弯折成 135°角；(d)完成弹性测试



之后的样品

对铜箔和打孔铜箔基底进行柔性和弹性测试，不同的热界面材料在弯曲和回弹方面

存在差异, 将实验结果整理如表 3 所示。上述四种低熔点合金热界面材料均具有回弹性

能，其中最薄的铜箔基底样品展现出了更好的回弹性能。打孔铜箔因均具有更强的吸附

液态金属的能力，所以厚度比单层铜箔基底的样品要大，这也就导致了其回弹能力的略

微下降。然而，由于单层铜箔基底在较高的接触压力下容易溢出，因此更适用于低接触

压力下的复杂弯曲表面的应用场景。相反，打孔铜箔基底样品由于具备良好的防溢出性

能和优异的导热性能，更适用于面临较大接触压力和发热严重的场景。

表 3 热界面材料回弹能力实验结果汇总

样品种类 厚度（mm） 弯折角度 撤力后角度 回弹角度

铜箔基底样品 0.03 135° 158.9° 23.9°
打孔铜箔 1 号 0.08 135° 155.1° 20.1°
打孔铜箔 2 号 0.08 135° 154.9° 19.9°
打孔铜箔 3 号 0.09 135° 154.8° 19.8°

3 结 论

本文通过实验的方法，研究了一种具有高导热与柔性特性的低熔点合金基热界面材

料。主要结论如下：

1）实验制备了刷有双层低熔点合金的铜箔基底和打孔铜箔基底样品，并利用标准

热阻测试装置对这些样品在不同接触压力下进行了热阻测试。所有热界面材料的接触热

阻随着接触压力的增加而下降。然而，在更高的接触压力下，接触热阻的下降趋势变得

不太明显。

2）采用单层铜箔基底的热界面材料样品具有最低的接触热阻，但低熔点合金在高

压下可能会被挤压溢出。然而，在较高的压力下，打孔铜箔基底样品没有发生低熔点合

金泄漏。因此，对打孔铜箔基底样品进行了多孔率和低熔点合金刷涂重量的参数分析。

对于 1，2，3 号基底来说，界面热阻在刷涂低熔点合金的质量分别为 1.03g，1.018g，
1.118g，在 24MPa 的压力下，其热阻分别为 0.009 K/W，0.008 K/W，0.01 K/W。以上的

打孔铜箔基底样品均未发生泄露。

3）铜箔和打孔铜箔基底低熔点合金热界面材料能够在一定范围内承受弯曲而不发

生破坏并且去除外力后恢复原始形状。在被弯折成固定角度并持续一段时间后，撤去外

力，热界面材料有一定的回弹特性，可以很大程度地恢复原来的形状。
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摘要：平板热管作为一种轻便、高效的传热器件被广泛应用于电子设备散热中，同时电子设备的小型化进

一步推动了平板热管的发展。而吸液芯作为为热管提供毛细抽吸力的关键部分，对热管传热性能影响较大。

因此，本文通过数值计算及仿真对平板热管的传热性能进行探究，结果表明：平板热管毛细芯的孔隙率对

毛细芯热阻影响较大。

关键词：平板热管，吸液芯，热阻，孔隙率

0 前言

散热问题一直备受各行各业的关注，其中以电子工业领域尤为突出，主要是因为有超过

50% 以上的电子设备失效是因为散热问题导致的[1]。电子元器件在工作时，会产生废热，

如不能及时将其排出，其运行温度会上升。而当电子元器件工作温度超过正常区间时，其性

能和可靠性会受到影响，相关数据表明，温度每升高 1℃，其可靠性会降低 5%左右。[2]平

板热管由于其扁平结构特征，很好地解决了一些平面结构发热器件在高热通量[3]条件下的热

管理问题，热管利用相变式散热，热输运效率高、热扩散能力强，明显优于传统导热材料，

可以在较长的热循环时间内增强电子部件的冷却，同时提供了非常低的热阻，这有助于最小

化温度梯度，从而最大程度地减少热点和过热[4]。在电子器件[3]、数据中心、航空航天等领

域中得到十分广泛的应用[5-6]。

热管的作用包括热输运和热扩散两种，热输运是将热量输运至利于排散或利用的区域，

热扩散是将集中高密度的热流扩散成大面积低密度的热流[7]。

为了提高平板热管的传热性能，众多学者从工质、充液率[6]、吸液芯结构[8]、放置方式
[9]和加热功率等方面开展了广泛的研究。吸液芯作为平板热管最为核心的部件，其性能参数

直接影响平板热管的性能，其功能是通过毛细作用使冷凝后的工作液体回流到蒸发段[10]。

热管内部的吸液芯结构具有多种形式[11]。热管的传热性能极大程度上是由吸液芯提供的毛

细力以及工作液体的回流速率所决定，目前针对吸液芯的输运特性有较多讨论及研究，但针

对于毛细芯在传热性能中的影响却为数不多，针对于热管传热性能，更多停留在传统圆管公

式推算和实验探究。

因此，本文分析平板热管中各部件在热管总体热阻所占比重，分析平板热管内部温度分

布，并且建立蒸汽腔流阻和热阻关系式，通过建立平板热管二维模型，通过计算流体力学

（CFD）探究孔隙率对毛细芯热阻的影响。

1 平板热管传热理论模型及流动特性

1.1 平板热管蒸汽流阻特性理论分析

蒸汽腔流阻可通过 Hagen-Poiseuille 方程进行计算，但该方程一直用于圆热管的流阻计

算，为求解平板热管的流阻引入了 Po数对蒸汽的压降进行计算。为了更清晰地分析平板热

管蒸汽的流阻特性，本节依据纳维-斯托克斯(N-S)方程进行展开，根据边界条件求解蒸汽的

流动阻力。在笛卡尔坐标系下建立的计算模型如图 1 所示。



图 1 流阻计算模型

假设蒸汽腔中的流动为理想条件下三维的稳定流动，忽略重力的影响，则 N-S 方程可

写为：
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在平板热管的蒸汽流中，沿轴向的流动占主要部分，且轴向的压力梯度比厚度方向和

宽度方向大得多。为了简化计算，做如下假设：

1) 忽略宽度方向和厚度方向的压力梯度，即：

డ

డ௬
= 0;డ

డ௭
= 0 (4)

2) 只考虑 x 方向的流速，即：

u = u୶, u୷ = u = 0 (5)

平板热管中蒸汽相的连续性方程可写作：

డ௨ೣ

డ௫
+

డ௨

డ௬
+

డ௨

డ௭
= 0 (6)

根据式（4）和式（5）可以将式（6）简化为：
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则 N-S 方程可以简化为：
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在平板热管中，蒸汽腔的厚度远小于其宽度，假设在宽度方向的速度变化为 0，则有：
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将式（9）带入吸液芯流动压降公式，可得：
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由上式可以知道，压力梯度与厚度方向的速度变化有关。将上式沿厚度方向两次积分



可以得到：
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如果不考虑气液交界面上两相之间的剪切作用，可以假设蒸汽腔中的蒸汽流在上方固壁面处

的速度和气液交界面的速度均为 0，则边界条件为：

z = h୴, u = 0 ;z = 0,u = 0 (12)
将边界条件带入式（11）可求得积分方程中的待定系数，则蒸汽的流速分布为：
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将蒸汽腔中质量流量写成沿厚度方向的积分形式：
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把式（13）带入上式并求积分可得：
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可求得蒸汽腔内蒸汽的压力分布为：
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其中热管的传热功率与质量流量和相变潜热之间成正比，为

ܳ = ݍ ·ℎ = ℎܣݑߩ (17)

将式（17）带入上式（16）并沿热管的有效长度积分，可得：
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1.2 多孔介质源项

能量方程的处理：

能量方程
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多孔介质对能量方程修正：

డ

డ
+ܧߩߛ) (1 − (௦ܧ௦ߩ(ߛ +▽· ܧߩ)Ԧݒ) + (( =▽· [ ݇▽ ܶ− (∑ ℎ⃗ܬ) + ( Ӗ߬· [(Ԧݒ + ܵ


 （2

0）
对于多孔介质流动，fluent 仍然解标准能量输运方程，只是修改了对流项和时间导数项。对

对流项的计算采用了有效对流函数，时间导数项则计入了固体区域对多孔介质的热惯性效应。

多孔区域的有效热传导率 keff 是综合了流体的热传导率、固体的热传导率和吸液芯的体积分

数计算得到，以丝网吸液芯为例：
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上式中，ks 是铜丝网结构的导热系数，W/(m·k)；kl 是液态工质的导热系数，W/(m·k)；ε

为丝网吸液芯的的体积分数。

1.3 平板热管热阻模型



平板热管的热阻主要包括导热热阻、相变热阻和流动热阻三个部分。由于平板热管各个

方向的截面均为矩形且主要研究的是轴向流动，假定加热块和热沉沿热管对称位置放置，为

简化计算，将以上平板热管简化为二维模型。如图 2 所示为平板热管内部热量运转示意图和

热阻简化示意图。过程 1 是热量在热管外壁的传递，一部分通过壁面传递到吸液芯，一部

分沿外壁长度方向直接传递到冷凝段（过程 9）。过程 2 是热量在吸液芯和工质的浸润层的

传递，同外壁相同，也有部分热量沿长度方向传递（过程 8）。过程 3 是气液界面的相变

换热过程，过程 4 是蒸汽在蒸汽腔中的流动过程。对应的过程 5、过程 6 和过程 7 分别

是在冷凝段的相变过程、吸液芯与工质浸润层的导热和外壁的导热。则对应的 R1和 R7 为壁

面导热热阻，R2 和 R6 是浸润在工质中的吸液芯层的导热热阻，R3 和 R5 是相变换热热阻，

R4 是蒸汽流动热阻。通过沿平板热管长度方向外壁导热和浸润在工质中的吸液芯层的导热

的热量相对较小，则对应的热阻 R8和 R9 也不计入平板热管的总热阻中。则平板热管的整体

热阻可表示为：

Rtotal=R1+R2+R3+R4+R5+R6+R7 (23)

图 2 平板热管热量传递和热阻网络图

壁面的导热热阻计算为：
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式中，Ae 和 Ac 分别为平板热管蒸发段加热块和冷凝段冷却块的面积。

浸润在工质中的吸液芯层的导热热阻：

ܴଶ =



（25）
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（26）

气液相界面的相变热阻主要包括蒸发传热热阻和冷凝传热热阻。考虑一个液体表面，分

子通过蒸发将会有连续的物质通量离开表面。如果液体与表面以上的蒸汽处于平衡状态，则

相等的分子通量将从蒸汽中返回到液体中，不会有质量的净损失或净增益。然而，当表面因

蒸发而失去质量时，表面以上的蒸汽压力和温度显然必须小于平衡值。同样，要使净凝结发

生，蒸汽压力和温度必须高于平衡值。温度下降的幅度可以估计如下，首先考虑界面附近的

蒸汽，温度为 TV，分子质量为 M 时，蒸汽的平均速度 V 由动力学理论给出：
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式中为玻尔兹曼常数。

单位面积上的热流量是[12]：
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对于理想气体：

௩ = ݊ ݇ ௩ܶ (29)
由上式可得到在气液界面流入气相和液相的热流量分别为：
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则在气液相界面传递的热流量净值为：
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式中 Tl= Tv，为饱和温度，可化简上式为：
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使用 Clapeyron 方程：
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假设蒸汽为理想气体，液体体积忽略不计，则式(30)可化简为：
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由R = ∆T/Q可得蒸发热阻
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同理可得冷凝传热热阻：
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蒸汽流动阻力计算根据小节 1.1 内容推导，根据 Clausius-Clapeyron 饱和气体状态方

程可得蒸汽腔两端温差为：
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将式(18)代入可得：
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则蒸汽腔的蒸汽流动热阻为：
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以祖帅飞[13]实验用平板热管为例，多孔吸液芯为单层丝网，充注纯酒精工质，并使用

相同的加热和冷却模块，设定工作温度为 40℃，计算各部分热阻占比，结果如表 1 所示。

表 1 热管各部分热阻占比值

热阻 R1,R7 R2,R6 R3,R5 R4

占比 1% 72.4% 24% 2.6%

从壁面导热热阻 R1，R7 和相变换热热阻 R3，R5的计算公式可得，当热管的外壁面厚度、

材料和热管的工作温度确定时，这部分的热阻值不变。吸液芯厚度和蒸汽腔厚度的变化会影

响浸没在工质中的吸液芯热阻和蒸汽流动热阻。由 R4 的计算公式可得其热阻值与腔体厚度

的三次方成反比，当腔体厚度减小时，热阻值增大。这与李聪[14]建立的热阻模型变化趋势

相似。由 R2，R6 在总热阻所占比例可知，在给定热管尺寸的时吸液芯传热能力会极大影响

热管的传热性能，且其热阻值与吸液芯厚度成正比，随着吸液芯厚度的增大其热阻值也增大。

结合式（21）中多孔介质热传导率可知，孔隙率同样会影响吸液芯的热阻。因此需要对孔隙

率对吸液芯的热阻影响进行探究。

2.数值仿真计算

2.1 理论基础

在吸液芯中，液体的回流依靠毛细芯的毛细作用。若要模拟吸液芯中的毛细作用，必须

要考虑两相间的表面张力。表面张力是由于流体中分子间的吸引力产生的。以热管吸液芯中

相变过程产生的气泡为例，稳态时气泡中分子受到的合力应为零。在气泡表面分子间作用力

的合力沿径向向内，整个球面上的合力在径向上的分量的作用是使表面收缩，从而增加了表

面凹面的压力。表面张力是一种只作用于表面的力，在这种情况下需要维持平衡。它的作用

是平衡径向向内的分子间吸引力和径向向外的压力梯度。可以采用连续表面力（CSF）模型

来模拟气液两相的表面张力。连续表面力（CSF）模型由 Brackbill 等人提出，CSF 模型将表

面张力解释为跨界面的连续的三维效应。在数值仿真时，表面张力效应通过在动量方程中添

加一个源项来实现。

假设沿表面的表面张力是恒定的，并且只考虑垂直于界面的力的特殊情况，如式(40)所
示。可以看出，两表面上的压差取决于表面张力系数和两个正交方向的液膜半径 R1、R2。

ଵଶି = )ߪ
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ଵ

ோమ
) (40)

其中，p1 和 p2 是两相分界面两边的两种流体的压力。表面曲率是由界面处表面法线的

局部梯度计算的。设 n 为表面法向量，定义为 αq 的梯度，即相 q 的体积分数



n = ∇α୯ (41)
曲率 k 由单位法线的散度定义:

k = ∇α୯ (42)

nො=
୬

|୬|
(43)

表面张力可以用表面上的压力跃变来表示。表面上的力可以用散度定理表示为体积力。

这个体积力是源项，加入到动量方程中。它的形式如下:
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这个表达式允许在单元附近有超过两个相的力的平滑叠加。如果一个单元中只有两种相，
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热管的传热过程主要依靠气液两相的潜热交换，相变过程是其换热的重点。相变换热的

过程十分复杂，若采用三维模型进行数值模拟，考虑到热管传热方式的特殊性，难以对模型

进行对称处理或周期处理；网格数量也将十分庞大，求解的收敛性不好，难以得到准确的数

值结果。因此本文对平板热管模型进行简化，采用二维蒸汽腔模型进行数值模拟，简化后的

模型如图 3 所示。模型分为蒸发段、绝热段、冷凝段三部分，蒸发段长 20mm，绝热段长 4
0mm，冷凝段长 20mm，简化后忽略管壁厚度，热管整体高为 4mm,其中吸液芯高度为 1mm，

内部工质为纯水。

图 3 平板热管仿真模型

为了使数学模型合理、便于求解，做如下假设：

（1）水蒸气和水均为不可压缩流体；

（2）气相均为水蒸气；

（3）忽略壁面的导热

2.2 仿真求解设置

本章中所采用的热管二维模型是规则的矩形，可以采用四边形网格进行网格划分，用四

边形网格可以保证整体网格质量均大于 0.9。操作压力设置为 80℃水的饱和压力

0.047376MPa。
各壁面均采用无滑移固体壁面。在仿真时将加热段壁面设置为热流边界条件，为 5w/cm2,

冷凝部分的壁面设置为 Convection 边界条件，对流换热系数可根据式(44)进行求解。

ℎ =
ொ
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(46)

式中，Q 为冷凝段输出的热量，在热管稳定工作时，冷凝段输出的热量可近似等于工质吸收

的热量。 wT 为稳态时热管壁面温度，取 35℃；T为环境温度，设置为 26.85℃。 cA 为冷却

段的面积。

本文中实验和数值模拟所采用的平板热管均为铝-水平板热管，壁面材料设置为铝，吸



液芯材质设置为铜。在仿真时考虑工质水的密度和表面张力系数[15]随温度的变化。在 UDF
中使用 DEFINE_PROPERTY 宏，添加材料物性随温度变化的多项式，在设置材料属性时将

对应的属性修改为定义的项即可。多项式表达式如下：

௪௧ߩ ൌ ͻͳͻǤͅ െ ͲǤͻ ʹ ͵ ܶെ ͲǤͲͲʹ ʹ ܶଶ (47)
ߪ ൌ ͲǤͳʹ ͳെ ͲǤͲͲͲͳͳͺ ܶ (48)

水为主相，水蒸气为次相。为了符合热管工作的工况，将水的饱和温度修改为 353K。

2.3 仿真结果及分析

图 4 是蒸汽腔高 3mm、吸液芯高度为 1mm、孔隙率为 0.5，充液率为 100%的平板热管

初始时刻和 10s 后的气液两相体积分数云图。从图中可以看出，在加热端加载热量后，相变

过程开始进行。左侧蓝色区域内有气泡产生，这说明工质水正逐渐蒸发。

图 4 气液两相体积分布云图

图 5为 30s 时平板热管的温度分布云图，可以看到蒸发端的温度最高，冷凝段的温度最

低，整个热管内温度分布较为均匀。在蒸发端的液体吸收热量温度逐渐上升，发生相变后在

蒸汽腔中输运，随后在输运路径和冷凝段发生相变，冷凝为液体.



图 5 温度云图

图 6 为加热段功率为 5w/cm2 时毛细芯有效热传导率随孔隙率的变化趋势。可以看到，

随孔隙率升高，有效热传导率逐渐降低。这是由于在充液率一定时，孔隙率越高，水的体积

占比越高，而水的热传导率远远低于作为毛细芯的铜骨架，这成为有效热传导率逐渐降低的

重要原因。

图 6 有效热传导率随孔隙率变化

将毛细芯对应蒸发段中心底端设为测温点 1，将毛细芯对应蒸发段中心顶端设为测温点

2，过后处理的 probe 功能测量指定点的温度数据，图 7 为加热段功率为 5w/cm2、加热 5s

时测温点温差和吸液芯导热热阻随孔隙率的变化趋势，可以看到，随孔隙率增加，测温点温

差逐渐增大，且吸液芯的导热热阻也随之增大。由式(25)可知，在加热功率一定时，有效热

传导率越低，吸液芯导热热阻越大，而这也与热阻的基本定义契合，即加热功率一定时，温

差与热阻成正比例关系。

图 7 测温点温差和吸液芯导热热阻随孔隙率变化

4 结论

本文着力于建立平板热管内部蒸汽流阻模型，联立起蒸汽流阻和蒸汽腔热阻的关系，分

析作为毛细芯的多孔介质的能量源项，并建立热管内部整体热阻网络，进行数值研究和仿真

验证，得到如下结论：



（1）在热管内部热阻网络中，毛细芯的导热热阻所占比重最大，是影响平板热管传热

能力的最主要因素，常规热阻分析中考虑了吸液芯厚度对热阻的影响，但是忽略了孔隙率的

影响。

（2）在加热功率一定时，毛细芯的导热热阻会随孔隙率的增大而降低，因此在保证热

管传热能力的同时，需要将毛细芯孔隙率适度降低以减小热管整体热阻，这有助于避免热管

传热能力的降低和局部出现热点。
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摘要：由高倍聚光引起的非均匀光照对太阳能热电系统性能有着较大的影响，但相关研究仅停留在理

论阶段。本文建立了聚光太阳能热电系统的实验装置，测试了不同光照均匀度下太阳能热电系统的性

能，研究了辐照均匀度、器件结构和冷却方式对非均匀辐照运行的系统性能的影响。研究发现：随着

辐照均匀度的增大，系统性能先增大后减小，系统在辐照均匀度为 41.5%时获得了最高 1.503%的发电

效率，与辐照均匀度为 92.4%时的系统相比，效率提升了 3.6%。热电结构和冷却方式不会改变辐照均

匀度对太阳能热电系统的影响。当采用水冷冷却时，与风冷相比，在相同辐照均匀度条件下，热电器

件温差可增长 10℃，太阳能热电系统发电效率提升约 0.1%。

关键词：太阳能热电系统；非均匀光照；辐照均匀度；热电发电

0 前言

太阳能热电发电系统可将太阳能直接转换为电能，因其结构简单、无部件机械运动、

没有噪音和副产物等优点，具有很好的应用前景。为了提高太阳能热电发电系统的效率，

通常使用菲涅尔透镜将太阳能汇聚在太阳能热电系统的热侧，以提高发电温差。但汇聚

的光斑通常是不均匀的[4]，且光斑形状为圆形，而市面上的商业热电器件大多为矩形状，

造成热电器件热侧接收到的光照不可避免的是非均匀的。

不均匀光照会使热电材料表面温度分布不均匀，从而产生热应力，可能导致热电器

件性能下降甚至失效。一些学者针对非均匀辐照对太阳能热电系统热应力的影响进行了

研究。例如，Ming 等人[1]研究了非均匀热通量对热电发电机热应力的影响，结果表明，

材料物性参数随温度变化对系统输出功率的影响是不可忽略的。此外，非均匀热通量对

热电器件输出特性影响也十分显著，热通量均匀度越小，热端表面温度分布不均匀性越

大，极值温度越高，高温区越小，开路电压越低。Wu 等人[3]则对热电模块的热力学和热

应力性能进行了数值分析，结果表明温度分布不均产生的高应力对设备的预期寿命具有

决定性影响。

另一部分学者研究了菲涅尔聚光透镜所汇聚的不均匀光斑[4]对太阳能热电系统的发

电性能的影响。例如，Yin 等人[5]的研究结果表明太阳辐照的不均匀性对温度分布和电

压分布有很大的影响。在其研究的辐照不均匀范围内，系统最大输出功率下降了 1.4%。

Ge 等人[6]对非均匀光照对太阳能热电的影响也进行了模拟研究。结果表明随着 TEG 热
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端热流不均匀性的增加，模块中心温度逐渐升高，最大温差高达 46.2 K，输出功率降低

了 3.8%。Shittu 等人[7]通过有限元方法对非均匀光照条件下分段式和非分段式的太阳能

热电发电机进行了数值研究，结果表明在非均匀光照条件下，分段式的太阳能热电机有

更高的输出功率。随后，他们又提出了将相变材料置于热电材料热端的方法[8]，可一定

程度降低非均匀光照对非分段式太阳能热电发电系统的影响。当前，尚未有学者通过实

验研究非均匀光照对太阳能热电系统的影响，其研究难点主要在于不同均匀度的稳态光

照条件模拟以及非均匀条件下热电温度及功率输出特性的表征。

由于当前不均匀光照对太阳能热电发电系统的影响研究仅停留在理论阶段，研究结

论缺乏相应实验结果支撑，且现有的理论研究通常使用模块化热通量或者高斯分布等方

法模拟不均匀光照，这与实际光照不符。因此，本文搭建了聚光太阳能热电发电实验装

置，对非均匀光照对太阳能热电发电系统进行了实验研究。讨论了在改变辐照均匀度条

件时，辐照均匀度、器件结构和冷却方式对系统性能的影响规律。

1 系统描述

图 1 为搭建的太阳能热电发电系统的测试装置，主要组件包括：氙灯、反光罩、菲

涅尔透镜、热电器件和冷却装置。这些组件至上而下布置在同一条中心轴上。氙灯发射

的光源被反光罩反射成平行光，随后经菲涅尔透镜聚集到热电系统表面。热电器件热侧

表面涂有吸热涂层，以吸收太阳能并转换为热能。一部分系统吸收的热能可被热电器件

转化为电能，剩余的热能将被冷却系统带走。

图 1 太阳能热电发电系统的测试装置

为降低界面接触热阻，热电器件与冷却装置通过热界面材料连接。实验中热电器件

的冷侧的冷却方式分别采用风冷和水冷，如图 2 所示。图 2(a)所展示的为风冷装置，由

风冷翅片和一个风扇组成，风速为 2.8 m/s，散热方式为强制对流换热。而图 2(b)所展示

的为水冷装置，其循环水水温设置为 20℃，流速为 2 L/min。实验中所用热电器件为江

西纳米克热电电子股份有限公司生产的商业碲化铋热电器件[10]，型号为 TEP1-1264-3.4
和 TEP1-12635-3.4。系统设备的参数如下表 1 所示。



图 2 冷却方式示意图：（a）风冷（b）水冷

表 1 设备参数

设备 尺寸

TEP1-1264-3.4 40 mm×40 mm×3.4 mm
TEP1-12635-3.4 35 mm×35mm×3.4 mm
热电偶对数 126 对

铜板 160 mm×160 mm
水冷板 60 mm×60 mm×10 mm
矩形翅片 120 mm×120 mm×60 mm

肋片间距：2.0 mm，肋片厚度：1.2 mm，肋数：

38
热电器件表面涂层 太阳能吸收率：90%，最高耐温：500℃ 

热界面材料 导热率：8.5 W/m/K
菲涅尔透镜 焦距：297 mm

2 实验方法

2.1 测量设备与方法

实验过程中，氙灯产生的太阳光汇聚在热电器件热侧表面，为系统提供能量。热电

系统的输入功率 Pinput 通过激光功率计测量，热电器件的输出功率 Poutput 则通过电子负载

测量获得。使用红外热像仪对热电热侧进行实时测温，可获得器件稳定后的热侧最高温

度 Th。冷侧的温度 Tc 则通过 K 型热电耦测量，并由数据采集单元采集。测量设备的型

号和不确定度见下表 2。

表 2 测量设备及其不确定性[9]

测量参数 测量设备 不确定性

输入光照功率 激光功率计 2%
热端温度 Xtherm II 热像仪(T3Pro)  ±2℃ 

冷端温度 K 型热电偶(OMEGA TT-K-30-SLE)
数据采集单元 (Keysight Technology Inc

±0.1 °C



34972A)
输出功率 电子负载(ITECH IT8511+) ±(0.025%+0.0045)V

±(0.05% + 0.015)A
实验中，非均匀光照的变化是通过调节热电器件的热侧表面和菲涅尔聚光透镜之间

的距离实现的，在单个热电器件的实验中，每次距离调整的步长为 3.0 mm。图 3 是实验

中通过调节器件热侧与菲涅尔透镜的距离所形成的光斑变化实物图和热侧红外温度分

布图。可以看到，随着热电器件与聚光器距离的减小，热电热侧接受到的光斑的直径减

小，光斑愈发耀眼，热侧最高温度也随之升高。

太阳能热电系统的发电效率 η 定义为：

η = 
Poutput

Pinput
(1)

本文将辐照均匀度定义为光斑面积与电池热端面积之比，记为 VIrradiation uniformity。辐

照均匀度的值越小，光斑越小，光照越不均匀：

VIrradiation uniformity =
Aillumination

Ateg
×100% (2)

图 3 输入功率为 16.8 W 时，(a)不同辐照均匀度(从左至右辐照均匀度分别为 81.3%、66.4%、

50.2%、38.9%和 32.9%)实物图；(b)热侧红外温度分布

2.2 温度校验及误差分析

本文所有的实验均在室内完成，室内温度维持在 25℃左右。为了验证热像仪测温的

准确性，比较了热像仪实测的温度与 K 型热电偶测得的温度，结果如图 4 所示。可以发

现，高测量精度的 K 型热电偶测出的温度和热像仪测出的温度相差在 1℃以内，因此可

以认为热像仪显示的最高温度为热电热侧最高温度。



图 4 K 型热电偶温度和热像仪温度的分布比较

采用扰动观测法进行最大功率追踪，随后对稳定后的系统温度和功率进行测试。其

中功率的测量不确定度采用 ISO 标准误差传递函数计算获得，为 0.93%[12]，而测量输入

功率的激光功率计不确定度为 2%，由系统发电效率计算公式：

η = 
Poutput

Pinput
(3)

可以计算得到系统发电效率的相对误差为：

δη=ටδPoutput

2 +δPinput

2 ×100% = ඥ0.932+22×100% ≈ 2.2% (4)

因此，实验测得的太阳能热电系统发电效率在可接受的误差范围内。

3 结果分析与讨论

3.1 辐照均匀度对系统性能的影响

首先，测试了水冷散热条件下，改变辐照均匀度时两个型号热电器件的温度和系统

性能，结果如图 5 所示。从图 5(a)和 5(b)可以看出，热电器件冷侧温度均稳定分布在 24℃

左右，而随着辐照均匀度的增大，光斑直径的增大，器件热侧的最高温度逐渐减小，即

辐照均匀度的增大会减小太阳能热电系统的发电温差。对于采用 TEP1-1264-3.4 型号热

电器件的太阳能热电系统，当辐照均匀度从 25.2%增大到 94.0%时，热电器件温差从

186.2℃降低到了 116.3℃。而对于采用 TEP1-12635-3.4 型号热电器件的太阳能热电系统，

当辐照均匀度从 35.8%增大到 98.5%时，热电器件温差从 175.1℃降低到了 112.4℃。



图 5 输入功率为 16.8 W、水冷散热条件下，TEP1-1264-3.4 和 TEP1-12635-3.4 的实验结果：(a)TEP1-

1264-3.4 冷侧温度及热侧最高温度和温差；(b) TEP1-12635-3.4 冷侧温度及热侧最高温度和温差；(c)

输出功率；(d)发电效率

图 5(c)的结果表明，发电温差的变化使系统输出性能也随之改变。随着辐照均匀度

的增大，系统的输出性能首先有略微增大的趋势，随后逐渐减小。当辐照均匀度增大至

近 100%时，系统的输出功率最小。这意味着存在最佳的光照不均匀度，使得系统输出

性能最佳。从图 5(d)所示的系统发电效率的分布可以发现，采用 TEP1-12635-3.4 热电器

件的太阳能热电发电系统的最佳辐照均匀度为 47.4%，最高发电效率为 1.495%，与辐照

均匀度为 98.4%时测得的 1.390%的最低效率相比，效率提升了 7.6%。而对于采用 TEP1-
1264-3.4 型号热电器件的系统来说，其最高效率为 1.503%，此时最佳的辐照均匀度为

41.5%；与 92.4%辐照均匀度时的 1.451%效率相比，提升了 3.6%。

3.2 冷却方式对系统性能的影响

为了探究冷却方式对非均匀光照下系统的影响规律，在不同散热方式下对采用

TEP1-1264-3.4 型号热电器件的系统进行了实验，实验结果分别如图 6 所示。图 6(a)给出

了热电器件的冷侧温度和热侧最高温度的分布，可以发现，两种散热条件下的热电器件

热侧最高温度的分布相似，差距不大，但在水冷散热条件器件的冷侧温度总是低于风冷

散热条件下的冷侧温度。因此使用水冷散热的太阳能热电系统将具有更大的发电温差，

如图 6(b)所示。相同辐照均匀度条件下，采用水冷冷区的热电器件可以实现与风冷相比

大 10℃左右的温差。图 6(c)结果表明，使用水冷散热时系统的输出功率均分布在使用风

冷时的上方，通过计算发现，此时热电器件的输出功率高出风冷散热条件时约 7%。系

统的发电效率分布和输出功率分布是一致的，在所测辐照均匀度内，采用水冷将太阳能

热电系统发电效率提升约 0.1%。



图 6 输入功率为 16.8 W、不同散热条件下，TEP1-1264-3.4 的实验结果：(a) 器件热侧最高温度与冷

侧温度输出功率；(b) 系统温差；(c) 输出功率；(d)发电效率

4 结论与展望

本文搭建了聚光太阳能热电发电系统实验装置，研究了光斑均匀度对系统温度、功

率和效率的影响规律，并分析了不同器件结构和冷却方式的影响。研究发现，随着辐照

均匀度的增大，系统性能先增大后减小。当辐照均匀度增大至近 100%时，系统的输出

功率最小。系统在辐照均匀度为 41.5%时获得了最高 1.503%的发电效率，与辐照均匀度

为 92.4%时的系统相比，效率提升了 3.6%。热电结构和冷却方式不会改变辐照均匀度对

太阳能热电系统的影响。当采用水冷冷却时，与风冷相比，在相同辐照均匀度条件下，

热电器件温差可增长 10℃，太阳能热电系统发电效率提升约 0.1%。
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摘 要：

颗粒-纤维增强复合材料等效热导率的准确预测，对于材料设计以及其高效利用具有重要价值。

本文提出了颗粒势场法，构建了颗粒-弯曲纤维复合材料模型，进而采用格子蒙特卡洛方法（Lattice

Monte Carlo，LMC）方法对其等效热导率进行计算，探究了填料分布、体积分数等因素对该类复合

材料等效热导率的影响规律。研究表明：纤维的分布、体积分数对等效热导率具有较大影响，单一高

导热颗粒体积分数的增加时，等效热导率并不会增加反而会降低。

关键词： 格子蒙特卡洛方法，多组分复合材料，等效热导率，弯曲纤维

0 前言
颗粒-纤维多组分增强复合材料因其独特的热学、力学等特性，已被广泛的应用于

结构、航天、建筑、导热等诸多领域[1~2]。例如，电子器件散热常用的聚合物热界面材

料，其具有优异的性能，但由于聚合物的低导热性限制了它在该领域的应用，故常采

用向其中掺杂高导热的金属颗粒和纤维的方法提高它的导热性能[3]；另外，对于高温热

防护中的气凝胶材料，由于其具有较大的脆性和红外透射率，为了提高其性能，通常

将具有一定长径比的纤维和遮光剂颗粒掺入其中，形成颗粒-纤维杂化复合材料[4~5]。

因此，对于颗粒-纤维复合材料等效热导率的准确预测，对于材料设计和应用具有重要

意义。

对于双组分复合材料等效热导率的计算已有很多学者采用分析方法提出了各种计

算公式及模型。目前，有多种常用热导率计算模型，对于球形或方形颗粒增强材料，

有 Maxwell-Garnett(M-G)模型、渗透模型、Bruggeman 对称(BSM)模型和Bruggeman非
对称(BAM)模型等[6~7]，对于纤维增强材料有 Springer-Tasi 模型、Agari 模型等[8]。这些

模型探究了复合材料的热导率与基体材料、填料热导率、填料尺寸、体积分数等关系，

但这些模型在应用中具有一定的局限性。除了理论模型外，数值模拟也被常用于复合

材料等效热导率预测，对于颗粒-纤维增强复合材料，Zhu 等[9~10]通过 LBM 方法对直纤

维和颗粒增强复合材料的等效热导率进行了计算，探究了填料分布、体积分数以及计

算过程等因素对复合材料等效热导率的影响。但 Zhu 没有考虑纤维弯曲对复合材料等

效热导率的影响，而在实际应用中，复合材料中的纤维具有一定的弯曲度，目前对于

弯曲纤维-颗粒增强材料复合材料等效热导率的研究相对较少，其内部传热影响因素有

待探究。
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因此，本文首先通过建立纤维-颗粒增强复合材料的物质模型，采用格子蒙特卡洛

方法（Lattice Monte Carlo , LMC）数值模拟方法对颗粒-纤维复合材料等效热导率进行

分析，探究了不同因素对材料等效热导率的影响规律。

1 颗粒-纤维增强复合材料物理模型的构建
颗粒-纤维增强复合材料是由基体、纤维和球形颗粒组成，对其物理模型的重构是

下一步工作的基础[11~13]。在本文中，假设模型结构中生成的纤维和颗粒之间互不接触，

纤维是由一系列相互接触、连续的球形颗粒组成。颗粒-纤维增强复合材料模型生成主

要包括颗粒模型构建和纤维模型构建两个步骤，其主要过程如下所示：

a） 颗粒增强材料模型的构建

1） 选取复合材料的一部分作为计算模型，将模型计算区域按照一定网格数量离散化；

2） 随机选择计算区域内一点作为颗粒球体中心，判断该点与已生成颗粒中心点的距

离，若距离小于颗粒直径，则表示颗粒间相互接触，重复步骤 2），否则，进行

下一步；

3） 遍历模型计算区域，判断每个网格节点的与颗粒中心的距离，若其小于颗粒半径，

将该点赋予 1，表示该点属于颗粒材料，否则继续遍历网格节点；

4） 重复 2）、3）步骤，累计属于颗粒材料的网格节点数量，直到颗粒体积分数达到

预设值。

b） 颗粒-纤维复合材料模型构建

1） 在 a) 步骤生成颗粒增强材料模型的基础上，随机选择计算区域边界外一点，作

为纤维中心线的起始点；

2） 在选定纤维的起始点之后，赋予纤维主方向 1u ，主方向由球坐标角度参数(θ, φ)

决定，主方向中的极角坐标 θ概率密度分布函数 gβ(θ)由 β参数控制，其具体分布

情况见图 1，具体公式为：

β 2 2 3/2

sin( ) , rand() 2
2[1 ( 1)cos ]

β θ
g θ φ π

β θ
  

 
(1)

式中：θ—球坐标中的极角；φ—球坐标中的方位角；rand()—生成 0~1 之间的随机数；

3） 在选定纤维主要方向之后，为实现纤维具有一定的弯曲度，以便能够很好得与球

形颗粒契合，采用颗粒势场算法，即模拟一定范围内的球形颗粒对纤维生成的斥

力形象。具体过程为，在纤维中心线生成点，遍历计算区域内所有颗粒中心，计

算与该点的距离，距离大小决定了该点所受的斥力，最后计算该点所受的总斥力

向量 u2：

j
2 j

j 1
100 exp( )

5

n d
u n



    (2)

式中： dj—纤维生成点与第 j 个颗粒之间的距离；n—生成颗粒的总数量；nj—纤维生成

点与第 j 个颗粒之间的位置向量差所构成的单位向量，表现为斥力向量；

4） 纤维中心线下一点的位置由以下式子决定：
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1 1 2 2
i+1 i

1 1 2 2|| ||
c u c u

r r D
c u c u

  
  

  
(3)

式中： ri, ri+1—组成纤维中心线的第 i、i+1 点的位置坐标；c1, c2—向量的优化参数，表

明主方向向量与斥力向量分别在总向量中的占比，在本文中，设置 c1=2，若 c2=1，表

示纤维为弯曲纤维，若 c2=0，表明颗粒对纤维无影响，即纤维为直纤维；D—组成纤维

中心线的点之间距离，设置为 1；
5） 重复 3）、4）步骤直到满足纤维所设定的长度，值得注意的是，当纤维位置超过

离散区域时，纤维会被截断，另外在纤维生成过程中，时刻判断生成的纤维中心

点与已有颗粒、纤维之间的距离，若两者之间接触，则删除该纤维，回到步骤

1）。之后遍历计算区域内的纤维周围节点，若节点与纤维距离小于组成纤维的颗

粒半径，则对该节点赋 2，否则，继续遍历下一个节点；

6） 重复 1）- 5）步骤，累计属于纤维材料的网格节点数量（计算区域内的节点），

直到纤维体积分数达到预设值。

经上述步骤所生成的颗粒-弯曲纤维增强复合材料模型见图 2 所示。

图1 球坐标向量及 β分布函数示意图

图2 弯曲纤维-颗粒增强材料模型示意图
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2 格子蒙特卡洛算法
格子蒙特卡洛方法( Lattice Monte Carlo , LMC )[14~16]被广泛用于研究多相复合材料

热扩散和质量扩散等问题，蒙特卡洛模拟属于计算数学的一个分支，是使用随机数以

及以概率和统计理论方法为基础的一种计算方法，LMC 是蒙特卡洛模拟的一种形式，

其专注于追踪大量虚拟能量粒子的热量扩散矢量，相比于有限元分析法以及 LBM 方法，

其具有计算速度快、操作简单等优点，因此本文采用 LMC 算法对复合材料热导率进行

分析。

图3 LMC 算法计算流程图

LMC 的基本原理和实施方法如下：起初能量粒子在计算域中随机生成，之后随机

选择粒子运动方向，根据跳转概率 p决定是否在已选的方向上跳转，并更新跳转步数以

及所处位置较起点的位置向量，在满足设置跳转步数 N 之后，选择下一个粒子直到满

足粒子数 S 的要求，具体过程如图 3 所示。

复合材料物质结构的有效热量扩散系数 Deff可直接由爱因斯坦扩散方程得出：

2

eff 2
R

D
d t


 

(4)

式中：R —粒子在时间 t 内的位移矢量；d —维度数，d=1，2，3；t—粒子位移相对应

的时间。

根据 Fiedler 等[17]的改进格子蒙特卡洛方法，有效热量扩散系数 Deff可表示为：

2
max

eff
eff

R
D

N I


  (5)

式中：λmax—复合材料中的热导率最大值；N—单个粒子的跳转步数，定向热导率计算

中为粒子在该方向上的跳转步数。Ieff为物质结构的有效热惯性可以表示为:

eff p eff j j j
1

( ) p
n

j

I C C f 


  (6)

式中：ρj—复合材料中，第 j 相组分的密度；CPj—复合材料中，第 j 相组分的定压比热

容；fj—复合材料中，第 j 相组分的体积分数。
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进而，可由方程（5），（6）推导出复合材料的等效热导率：

2

eff eff eff max

R
D I

N
     (7)

对于两相物质组成的复合材料，跳转概率的计算依赖于能量粒子所处的位置以及

随机选择跳转方向后下一步节点的性质，例如在由 A、B相组成的两相复合材料中，其

对应的热导率为 λA 和 λB，最初能量粒子 i 在计算域中的位置被随机生成，之后随机选

择粒子的跳转方向，得到与起始节点相邻的目标节点，值得注意的是计算域采用周期

性计算区域。能量粒子的跳转概率由起始节点和目标节点的热导率定义，对于 A 相，

跳转概率被定义为：

A A max/p   (8)

对于 B 相，跳转概率被定义为：

B B max/p   (9)

若起始节点和目标节点分别属于两相物质，则跳转概率为 PAB 其值可以取 PA、PB

或两者中间值，在本文中，两相之间界面处的跳转概率被定义为：

AB A B A B2 / ( )p p p p p    (10)

3 LMC 算法关键参数的确定及验证
本文选用单一球形颗粒增强材料的物质模型，用来筛选验证 N 值和 S 值对计算结

果的影响。模型中球形颗粒体积分数 φp=0.1，其模型示意图如图 4 所示：

图4 球形颗粒验证模型示意图

在 LMC 算法中有两个关键的参数，即跳转步数 N 和虚拟粒子数 S，为得到一个较

为理想的数值模拟结果，要求其中 N 的取值必须足够大，以保证粒子有足够的机会探

索整个物质结构，另外，为保证计算结果的准确性，必须要求拥有足够多的粒子数量 S。

然而，随着 N值和 S值的增加，其模拟时间也在成倍的增加，因此，选择合适 N值和 S

值对数值计算尤为重要，关键参数的筛选要求既能保证计算结果的准确性，又能尽可

能的减少计算时间，除此之外，还对 LMC 算法进行了网格独立性验证。
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图5 LMC 计算结果 (a、N 值变化，b、S 值变化)

由图 5 可知，LMC 算法与文献中[9]使用的 LBM 算法得出的结论一致，随着复合材

料中颗粒与基体之间热导率比值的增大，复合材料整体与基体等效热导率之比呈现出

先增大到一定程度后趋于某一定值，这表明了 LMC 算法的正确性。其在热导率比值较

大时存在的差距，可能是由于颗粒增强材料模型的构建模型有所差异，由图 5.a 可知，

当 N 值变化时，复合材料的等效热导率变化不明显，表明了在 N 为较小值时，已经能

够满足要求，因此本文中，N 取值为 4500000。由图 5.b 可知，当 S 值增大时，其模拟

计算结果更加趋近于正确结果。图 6.a 为不同 S 值计算结果的标准差，其随着 S 值的增

大，意味着同一结构计算结果之间的标准差逐渐减小，当 S 取值 1000 时其标准差值为

2.6%，因此，为减少不必要的计算时间，本文中 S取值为 1000。另外，对 LMC算法进

行了网格独立性验证，其结果如图 6.b 所示，表明网格数量对其计算结果无影响，这是

因为在该算法中采用的是周期性边界条件，本文中网格数量设定为 201·201·201。
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图 6 标准差值及网格独立性验证(a、S 值变化计算标准差，b、网格独立性验证)

另外，限定虚拟能量粒子的随机运动方向或仅计算其在某一限定方向上的位移大

小后，LMC 算法可用于定向热导率的计算。两相材料串并联的等效热导率可根据以下

方程计算：

eff 1 1 2 1(1 )      (11)
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1 1

eff 1 2

11  

  


  (12)

式中：下标 1、2 分别代表不同相物质。

在本次的计算案例中 1 相的填充率 1 0.2  ，LMC 串并联的计算结果与理论模型

一致，验证结果如图 7 所示 ：
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图7 LMC 算法串并联验证

4 结果与讨论
4.1 β值对复合材料等效热导率的影响

为研究不同纤维主方向朝向对弯曲纤维-颗粒增强复合材料等效热导率的影响，在

本次计算案例中，弯曲纤维和颗粒的体积分数均为 5%，颗粒粒径与纤维宽度之比为 5，
设置颗粒热导率 λp 与纤维热导率 λf 相同，在计算过程中，仅取虚拟能量粒子在 z 方向

上的位移距离，即计算 z方向上的定向热导率，为减少计算误差，计算过程中的数据点

分别计算 5 次，取其平均值作为最终结果。弯曲纤维-颗粒增强复合材料在 z 方向上的

等效热导率随 β值的变化的计算结果如图 8 所示：
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图8 复合材料等效热导率随 β值变化计算结果

图 8 中横坐标为纤维-基体热导率之比即 αf = λf /λm，纵坐标为复合材料整体与基体

热导率之比。由图 8 可知，复合材料等效热导率随着填料-基体热导率之比增加而增加，
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当填料-基体热导率比较小时，复合材料热导率趋于一个定值，当填料-基体热导率比较

大时（αf>10），β 值的影响较为显著，在 β=0.1 时，复合材料的热导率明显较高。这是

因为，此时纤维的生成方向与热量传递方向相同，热量可以沿着纤维传递，当β=1时，

纤维方向可以看作为随机生成，其复合材料等效热导率低于 β=0.1 时生成的模型，高于

β>1 时生成的模型，当 β>1 时，纤维的分布方向与热量传递方向相互垂直，此时热量主

要沿着复合材料基体传递，致使其热导率较小，当β值继续增大时，复合材料热导率随

β 值的变化较小，这是因为此时纤维生成方向与热量传递方向垂直，方向变化范围较小。

4.2 填料体积分数对复合材料等效热导率的影响

为研究复合材料中的填料体积分数对其等效热导率的影响，在本次计算案例中，

为使纤维生成方向随机分布，设置 β=1，颗粒和纤维热导率取同一值与上节相同，颗粒

粒径与纤维宽度之比为 5，计算复合材料在 x 方向上的定向热导率，为减少计算误差，

计算过程中的数据点分别计算 5次，取其平均值作为最终结果。在复合材料中颗粒与纤

维的体积分数相同，其等效热导率随填料体积分数的影响计算结果如图 9 所示：
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图9 填料体积分数对复合材料等效热导率的影响

由图 9 可知，复合材料的等效热导率随着填料-基体热导率之比增加而增加，在填

料-基体热导率比 αf>1 时，复合材料等效热导率随着填料体积分数的增加而增加，在填

料-基体热导率比较大时，这种变化趋势更为明显，当 αf<1 时，复合材料等效热导率随

着填料体积分数的增加而减小。与文献中[10]通过 LBM 方法对直纤维-颗粒复合材料热

导率的计算结果相比，弯曲纤维-颗粒复合材料在相同条件下的等效热导率较小，这是

因为相对于直纤维，弯曲纤维的传热路径较长，致使其热阻增加，热导率减小。

4.3 颗粒和纤维单一体积分数变化对复合材料等效热导率的影响

在上述讨论中，颗粒与弯曲纤维的体积分数相同，为研究颗粒和纤维单一体积分

数对复合材料等效热导率的影响，在本次计算案例中，为纤维生成方向随机分布设置 β

值为 1，颗粒和纤维热导率取同一值，颗粒粒径与纤维宽度之比为 5，计算复合材料在

x 方向上的定向热导率，为减少计算误差，计算过程中的数据点分别计算 5 次，取其平

均值作为最终结果。图 10和图 11的计算结果分别为不同颗粒体积分数（纤维体积分数

为 5%）和不同弯曲纤维体积分数（颗粒体积分数为 5%）下的复合材料等效热导率。
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图10 颗粒体积分数对复合材料等效热导率的影响
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图11 不同弯曲纤维体积分数对复合材料等效热导率的影响

由图 10 可知，复合材料的等效热导率随着填料-基体热导率之比增加而增加，在填

料-基体热导率比较大时，当颗粒体积分数大于 4%，即 αp>0.04 时，复合材料的等效热

导率随着颗粒体积分数的增加而减小，当颗粒体积分数小于 0.04，即 αp<0.04 时，复合

材料的等效热导率随着颗粒体积分数的增加而增加，在颗粒体积分数为 4%时，复合材

料的等效热导率取得最高值。这是因为在高导热填料复合材料中的热量主要在填料中

传递，在弯曲纤维体积分数固定的条件下，颗粒体积分数较小时，颗粒的分布对弯曲

纤维的整体弯曲程度影响较小，热量传递效果对着颗粒体积分数的增加而增加。当颗

粒体积分数继续增大，导致计算区域内颗粒的数量增多，其分布情况对纤维的弯曲程

度影响较大，由于纤维的过度弯曲，会导致热量传输路径的增加，致使其热阻增加，

此时，高导热颗粒填料体积分数增加对热量传递加强的效果要小于纤维弯曲程度加大

导致热量传递减弱的效果，最终表现为复合材料热导率的减小。

由图 11 可知，在颗粒体积分数固定的条件下，复合材料等效热导率变化趋势与图

9 相同，在 αf>1 时，随着纤维体积分数的增加而增加，与图 10 相比可知，纤维要比颗

粒更能对复合材料等效热导率产生影响。

4.4 总结

本文在对颗粒-纤维多组分复合材料模型重构的基础上，通过格子蒙特卡洛方法
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(LMC)预测分析了复合材料内部填料分布、体积分数等因素对其等效热导率的影响，

主要结论如下：

1）、在填料-基体热导率之比小于 1 时，纤维方向对复合材料等效热导率无明显影

响，热导率趋于定值，当填料-基体热导率之比大于 1 时，纤维方向会对复合材料等效

热导率产生较大影响，纤维方向与热量传递方向相同时等效热导率达到最大值。

2）、复合材料等效热导率随着填料体积分数的增加，其越能表现出填料热导率性

质，相对于颗粒而言，纤维对复合材料等效热导率影响较大。

3）、在颗粒-弯曲纤维复合材料中固定纤维体积分数为5%，在高热导率比时，随着

颗粒体积分数的增加，由于颗粒对纤维弯曲的影响，复合材料的等效热导率呈现出先

增大后减小的趋势，在颗粒体积分数为 4%时取得最大值。
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摘要：相变材料与掺混颗粒或吸附骨架间的界面热阻不利于它们构成的复合结构的传热，其改善方式

亟待研究。我们计算了不同温度下金和赤藓糖醇间的界面热阻。鉴于各温度时界面热阻都很高，我们

使用自组装单分子层改善界面传热，并发现带羧基的自组装单分子层改善最多（7-9 倍）。随着温度升

高，界面热导在低于赤藓糖醇熔点时显著增加，越过熔点后略微降低，并发现，最明显的影响因素是

界面结合能。这项工作为设计在各温度下均导热良好的复合相变材料提供了思路。

关键词：相变材料，界面传热，自组装单分子层，界面结合能。

0 前言

在“双碳”目标下，为减少化石燃料排放的温室气体，太阳能[1, 2]和风能[2]等可持续

能源已并将持续受到广泛关注。在可持续能源的各种相关技术中，使用相变材料（PCM）

来储热备受关注，因其可帮助随天气波动的可持续能源匹配上电网的稳定性需求[7-10]。

由于低成本、高储能密度和较稳定的相变温度范围，固液相变材料受到了广泛关注[8, 9]。

然而，大多数相变材料的热导率通常低于 1W·m-1·K-1，这严重阻碍了相变材料中的传

热，限制了其大规模应用[1]。

最常用的提高 PCM 热导率的策略是引入微米或纳米级掺混颗粒，如高热导率的碳

材料、氮化硼、金属纳米颗粒和金属氧化物[3, 4, 6, 7]。此外，各种三维吸附骨架，如金属

或碳基的多孔结构也已被用于封装 PCM，并可有效改善 PCM 的传热效果[3, 4, 6, 7]。然而，

较大的界面热阻（ITR）会降低相变材料和掺混颗粒或吸附骨架间的有效传热[7, 8, 9]。

界面传热通常取决于界面两侧材料的声子谱匹配度[10, 11]。自组装单分子层（SAM）

可使金和 PCM（十六烷或石蜡）间的界面热导（ITC）提高约 7 倍，因为 SAM 可有效

桥接界面两侧的声子谱失配，从而促进跨界面传热[28]。由于结构差异，相变前后相变材

料的声子谱通常有很大的变化。相变材料在液态时通常比固态时与金属间有更高的

ITC[10]。界面结合能是界面传热的另一大影响因素[11-13]。相变材料和掺混颗粒或吸附骨

架间的界面通常只有范德华力，因此 ITR 很大 [14]。将金属表面功能化以改善亲水性，

从而增加界面结合能，这个方法已被发现可有效改善金属和水或多羟基化合物间的界面

传热[13]。不过涉及相变材料状态变化时，影响因素的相对贡献尚不清楚。同时，进行界

面改性时，也需要研究如何保证液态和固态时传热都能得到改善。



采用非平衡分子动力学（NEMD）模拟，我们研究了多元醇固液相变材料（赤藓糖

醇）和金属（金）在不同温度下的 ITC。以巯基[-SH]连接金层、羧基[-COOH]连接赤藓

糖醇层的 SAM 分子在赤藓糖醇的熔点附近增加 ITC 幅度最大（7-9 倍）。同时，随着温

度的升高，ITC 在赤藓糖醇的熔点以下显著增加，在熔点以上则略有下降。我们分析发

现，带来传热改善进的最直接因素是界面结合能的增加，即 SAM 分子 6-巯基戊酸

[HS-(CH2)4-COOH]中的-COOH 和赤藓糖醇里的羟基[-OH]之间形成的氢键。

1 模拟流程

本文以金作为金属，以赤藓糖醇作为固液相变材料进行研究（图 1（a））。赤藓糖醇

在 117-122℃的中温区域熔化潜热高达 340 kJ/kg，且没有相分离，也没有腐蚀性[15]。为

研究金—赤藓糖醇界面传热改性，四种带硫醇的 SAM 分子，即 1-己硫醇

[HS-(CH2)4-CH2CH3] ， 6- 氨 基 -1- 戊 硫 醇 [HS-(CH2)4-CH2NH2] ， 6- 巯 基 -1- 戊 醇

[HS-(CH2)4-CH2OH]和 6-巯基戊酸[HS-(CH2)4-COOH]，被用来改性金表面，其分子结构

如图 1（b）所示。为简便起见，它们在下文中分别称为-CH3 SAM、-NH2 SAM、-OH SAM
和-COOH SAM。我们特意选择了所有碳链形式和长度相同的硫醇，以排除碳链形态的

影响，从而保证 SAM 与界面两侧的结合状态是 ITC 变化的唯一决定因素[16]。

图 1（a）具有-COOH SAM 的平衡状态的模拟系统，对于热源和热汇，恒温器分别设置为 410 和 310 K。

（b）各种 SAM 分子的分子结构。（c）平衡状态下的温度分布及（a）中ΔT 的定义。（d）分别在（a）

中热源和热汇处的热能交换随时间的积累。

Morse 势[17]被我们用来模拟金原子之间以及硫原子和金原子间的相互作用[18]。金原

子和除硫原子外的原子间的相互作用，采用的是稍作调整的通用力场（UFF）[11]。只涉

及有机分子，即 SAM 分子和赤藓糖醇分子的相互作用，采用的是一致价力场（CVFF）
来模拟[19]。以上所有的模拟均使用开源软件“大规模原子分子并行模拟器（LAMMPS）”
来计算[20]。

如图 1（a）所示，所有组分排列形成金—赤藓糖醇界面。两个金层各包含 21 片以



面心立方（FCC）最密堆积排列的金原子。每个 SAM 分子都吸附在（1 1 1）表面的 FCC
位置，硫原子与金原子结合[21]。两个金层之间的 320 个赤藓糖醇分子沿着它们的碳链方

向排列。

在图 1（a）所示的 NEMD 模拟中，使用朗之万恒温器将两个恒温区的温度分别设

置为 410 K（热源）和 310 K（热汇）。选取 100 K 这么大的温差是为了在界面附近提供

更好的温度收敛，因为温差太小不利于准确测量界面温度跃变（ΔT），从而难以精确计

算 ITC。上述热源和热汇的温度选择下，界面温度恰好接近赤藓糖醇的熔点。

在 NEMD 模拟前，在各坐标轴方向均采用周期性边界条件。模拟系统首先在 360 K、

1 atm 下平衡 250 ps，随后在相同温度下正则系综弛豫 125 ps。然后，在 z 方向的两端固

定最后两片金原子，并在 z 轴上应用收缩包裹边界条件。这是因为在先前的周期性边界

条件下可能出现从热源经周期边界到热汇的能量泄露，这样处理后则可迫使所有热能均

通过金—赤藓糖醇界面来传输。在随后执行的整个 10 ns 的微正则系综中，使用最后 8 ns
的数据来计算 ITC。我们使用前述模拟流程同样计算了具有各种 SAM 基团或没有 SAM
的模拟系统在各温度(至少有 300、400 和 500 K)下的 ITC。

图 1（c）显示了带-COOH SAM 的平衡状态下模拟系统的典型稳态温度曲线和ΔT

的定义，热源和热汇的恒温器分别设置为 410 和 310 K。如图 1（d）所示，热通量（Q）

是由热源和热汇的朗之万恒温器的能量输入和输出速率计算的，作为两条线斜率的绝对

值。如图 1（c）所示，界面处的ΔT 采用温度拟合线到金和赤藓糖醇的边缘的延长线来

计算。对于在大约 400 K 下带-COOH SAM 的模拟系统，用以下公式来计算 ITC（G）：

（1）

然后，这样的计算过程至少重复三次，以获得最终接受的数据。

2 结果与讨论

2.1 通过各种自组装单分子层促进界面传热

如图 2 所示，计算表明所有模拟的 SAM 均可效地促进金—赤藓糖醇界面的传热。

这与相关研究在量级规模与和变化趋势上一致[13]。通过各种 SAM 改善传热的效果对比

如下：-CH3 SAM <-NH2 SAM <-OH SAM <-COOH SAM。



图 2 在不同温度下算得的不同模拟系统的 ITC。

在比较图 3（a）和（b）中各种平衡状态下的模拟系统的温度曲线之后，可以发现

金—SAM—赤藓糖醇界面的总ΔT 比未经改性的金—赤藓糖醇界面小得多。定性地看，

用 SAM 改性金表面后，ΔT 显著降低。这表明每个金—SAM 界面的 ITR、每个 SAM—

赤藓糖醇界面的 ITR 和每个 SAM 的热阻的总和远低于每个未经改性的金—赤藓糖醇界

面的 ITR。

图 3 （a）无 SAM 和（b）有-COOH SAM 的界面附近的平衡状态下的温度分布及ΔT 定义，其中热源

和热汇的恒温器分别设置为 410 和 310 K。



各种模拟系统在不同温度下的界面能如图 4（a）所示。金与 SAM 和赤藓糖醇分子

之间的声子谱匹配在图 4（c）和图 4（d）中展示，其中声子态密度（PDOS）的计算如

下：

（2）

这样，界面两侧的 PDOS 重叠度计算为：

（3）

从图 4（d）可见，与未经改性的金相比，将 SAM 附着到金上可以极大地提高 PDOS
重叠度，使得界面两侧的声子谱更加匹配。这揭示了未经改性的金—赤藓糖醇界面的 ITC
低的部分原因。

图 4（a）不同温度下不同模拟系统的界面结合能。（b）在不同温度下具有-NH2 SAM、-OH SAM 和-COOH

SAM 的模拟系统中的氢键数目。（c）金、赤藓糖醇和各种 SAM 在 400 K 的 PDOS。（d）各种模拟系统

在各温度下的 PDOS 重叠度。



如图 5（b）所示，各种模拟单元的 ITC 与相应界面的界面能正相关。因此，更强和

更稳定的界面相互作用可以有效地促进改善金—赤藓糖醇界面的传热。然而，如图 5（c）
所示，尽管各种模拟系统的 ITC 和 PDOS 重叠度大致正相关，但是对于用 SAM 改性过

的模拟系统，随着 ITC 的增加，PDOS 重叠度变化不明显。因此，声子谱匹配度对通过

各种 SAM 改性的界面的 ITC 的增强没有明显的影响。

图 5 在 400 K 下，各模拟系统中 ITC 与（a）氢键数目，（b）界面结合能和（c）PDOS 重叠度的关系

2.2 温度对界面热能传输的影响

图 2 还显示了金和赤藓糖醇在不同温度下的 ITC。在低于赤藓糖醇熔点时，ITC 随

着温度的升高而增加，但增量逐渐减小。当赤藓糖醇从热端到冷端逐渐融化时，ITC 随

着温度的升高略有下降。

图 6（a）显示了在不同温度下，在带-COOH SAM 的模拟系统中赤藓糖醇的 PDOS
变化。在比赤藓糖醇熔点低 300 和 350 K 时，PDOS 谱线在高频（35-50 THz）都有三个

峰。而在高于赤藓糖醇熔点的温度下，只有两个峰出现在这个频率范围内。原因应该在

与赤藓糖醇的融化。而图 6（b）显示了-COOH SAM 在不同温度下的 PDOS 变化。可以

发现，在低于赤藓糖醇熔点的 300 和 350 K 时，每条 PDOS 线的两个最高峰值保持在其

它线之上，并且随着温度的升高而升高，而在高于赤藓糖醇熔点的温度时，两个最高峰

峰值随着温度的升高而降低。这种现象也应该与赤藓糖醇的熔化有关。

图 6（a）赤藓糖醇在不同温度下在带-COOH SAM 的模拟系统中的 PDOS。（b）不同温度下-COOH SAM

的 PDOS。



4 结论

通过NEMD，我们发现SAM可显著降低赤藓糖醇与金之间的 ITR，其中-COOH SAM
的效果最显著。这是因为-COOH 和赤藓糖醇之间的界面结合能最强。同时，随着温度升

高，ITC 在赤藓糖醇的熔点以下随着温度的升高显著增加，在熔点以上略有下降。因此，

在金掺混颗粒或吸附骨架上预生长-COOH SAM 可显著提高赤藓糖醇基储热元件的整体

热导率。进一步，通过合理添加碳支链，增加基团数量，从而增加氢键数，可能会继续

提高界面结合能，从而进一步改善传热。此外，SAM 分子中的-COOH 可以与赤藓糖醇

分子发生酯化反应，形成更稳定的共价键，这也是进一步提高 ITC 的另一种思路。
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摘要：金属有机骨架（Metal-organic Frameworks, MOFs）的热导率通常需要通过实验测量来获取。然

而，由于单晶 MOFs 的获取困难，实验装置复杂且测量成本高，导致热导率的测量效率极低。本研究

在之前的研究基础上，采用高通量分子动力学模拟计算 MOFs 的热导率，并将 MOFs 的基本结构性质

和分子传热路径等信息作为描述符，利用支持向量机（SVR）、多层感知机（MLP）、决策树（DT）、随

机森林（RF）、直方图梯度提升机（HGBR）、梯度提升机（GBR）等多种机器学习算法进行热导率预

测，探究 MOFs 结构与热导率的构效关系。结果显示，GBR 模型表现出最佳的预测效果（R2≈0.91）。 

关键词：金属有机骨架；分子动力学模拟；热导率；构效关系；机器学习  

 
0 前言 

金属有机骨架（MOFs）是由无机金属单元（如金属离子、团簇或链）与有机配体

（如羧酸盐、磷酸酯或含氮配体等）连接而成的材料之一，具有极强的多孔性[1]。MOFs
具备许多优势，如良好的热稳定性、高比表面积、低密度和高度有序的纳米孔道[2]，因

此在气体吸附与分离[3,4]、热泵[5,6]、催化[7]、电池[8-10]等各领域得到了广泛应用。在这些

应用中，热导率起着关键作用[11]。然而，由于 MOFs 的结构多样性，其结构组成与热导

率之间的构效关系仍然是一个重要难题。 
近年来，研究人员广泛使用分子动力学（Molecular Dynamics, MD）模拟来研究材

料热导率。通过在原子水平上对热传递进行数值模拟，MD 模拟提供了一种计算金属有

机骨架材料热导率的方法，其特点是简单且能够并行执行多个模拟。通过采用 MD 模拟

计算 MOFs 的热导率，我们能够在大规模 MOFs 样本的情况下显著减少实验研究所需的

时间成本。然而，尽管时间成本相对减少，但对大量 MOFs 的热导率进行模拟仍然需要

巨大的计算时间。此外，目前仍有许多 MOFs 的力场模型尚未得到合适的描述，这意味

着这些 MOFs 无法通过分子模拟研究其热导率。 
在过去众多研究中，研究人员发现 MOFs 的热导率与其结构特征密切相关。例如，

Babaei 等人[12]根据 IRMOF-1、FeBDP 和 MOFs-74 的三种 MOFs 的结构特征，模拟并构

建了三种孔结构（立方孔、三角形孔道和六边形孔道），并对其热导率进行了研究。结果

表明，在无吸附剂的情况下，随着孔径的增大，热导率会降低。以立方孔结构为例，当

孔径为 1 nm 时，平均热导率约为 1.5 W m−1 K−1，而当孔径增大到 2 nm 时，平均热导率 

基金项目：高通量筛选基于金属/共价有机骨架材料的新型吸附式热泵工质对(11621039)；（包干制）基

于吸附式热泵动态性能评估的材料-器件-系统一体化耦合模拟筛选研究(32223015)；  



 

降至 0.4 W m−1 K−1。Islamov 等人[13]使用 MD 模拟研究了有机连接体缺陷对 HKUST-1 热

导率的影响。结果显示，即使是 1%的缺陷密度也会使热导率降低 40％，而如果缺陷密

度达到 5％，热导率将显著降低（约 70％）。即使在低缺陷密度下，连接体缺陷也会大幅

降低 HKUST-1 的热导率，凸显了 MOF 内部结构对其热导率的重要性。Cheng 等人[14]

从分子拓扑结构的角度重点分析了材料的最佳传热路径，并研究了其对材料热导率的影

响。研究结果显示，材料最优传热路径的有效系数（每个传热向量在其方向上的投影与

实际传热路径长度之比）越大，材料的热导率越高。 
鉴于 MOFs 结构组成与热导率之间存在密切相关性，本研究采用 MOFs 的基本结构

特征以及传热路径的影响参数作为描述符，训练支持向量机（SVR）、多层感知机（MLP）、
决策树（DT）、随机森林（RF）、直方图梯度提升机（HGBR）、梯度提升机（GBR）等

多种机器学习算法对 MOFs 的热导率进行预测。通过利用 MOFs 简单的结构特征来预测

复杂的热导率性质，我们能够节省大量获取热导率所需的时间成本，同时也为研究 MOFs
的结构组成与热导率之间的构效关系提供了新的思路。 
1 方法 

1.1 MOFs数据库及其结构特性 

本研究使用了 CoRE-MOF 数据库 1.0 版本，其中包含了 2932 种具有高精度密度衍

生静电和化学（Density Derived Electrostatic and Chemical, DDEC）电荷的 MOFs。在预

筛选阶段，我们排除了 1264 种比表面积为 0 以及含有无序原子的结构。随后，在分子动

力学模拟中，我们进一步排除了出现原子游离和化学键断裂等不稳定现象的 MOFs。最

终，我们保留了 1214 种 MOFs，以便进一步分析其构效关系，如图 1 所示为所选 MOFs
数据库的热导率及其数量分布。 

 
图 1 MOFs 数据库热导率及其数量分布 

此外，在晶体多孔材料分析软件 Zeo++中，我们利用半径为 1.86 Å 的氮气探针球体

对以上 1214 种 MOFs 的结构特性进行了计算。这些结构特性包括最大自由孔孔径

（Largest Cavity Diameter, LCD）、受限孔直径（Pore Limiting Diameter, PLD）、比表面积



 

（Accessible Surface Area, ASA）、孔隙率（Void Fraction, VF）、孔容（Available Pore Volume, 
Va）和密度（ρ）。 
1.2 分子动力学模拟 

在本研究中，我们利用 LAMMPS 对 MOFs 的热导率进行了计算。计算过程采用平

衡分子动力学模拟和基于波动耗散定理的Green-Kubo公式。热导率 κ的定义如式 1所示。 

 ( ) ( )2 0

1 0i i i

B
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式 1 中，V 为模拟晶胞单元的体积，T 为温度，Ji (i = x, y, z)为模拟系统的热流，其

中 x, y, z 指的是热流传输的三个方向。kB是玻尔兹曼常数，⟨⟩表示集合平均值，而 Ji(0)·Ji(t)
被定义为热流自相关函数，它显示了时间 0 和 t 时热流之间的相关强度。每个方向的热

流 Ji (i = x, y, z)和相应的热导率 κi (i = x, y, z)可以同时从一个模拟中获得，最终 MOFs 的
热导率 κ是三个方向上热导率 κi (i = x, y, z)的平均值。 
1.3 机器学习方法 

机器学习是计算机科学的一个子领域，它通过收集数据集并使用算法构建统计模型

来提取关于实际问题的信息[15]。通过机器学习算法的预测，我们能够更方便地分析 MOFs
的结构组成与热导率之间的构效关系。 

本研究使用了 10 折交叉验证的方法来评估模型的预测精度。我们按照 8：2 的比例

将数据集分为训练集和测试集，并对所有数据进行训练，观察预测值与真实值之间的拟

合程度。我们使用决定系数（R2）作为评估机器学习预测精度的指标，其计算如公式 2
所示。其中，SSR 表示预测值与平均值之间的误差平方和，SSTO 表示实际值与平均值

之间的误差平方和，SSE 表示实际值与预测值之间的误差平方和。具体而言，ŷ 表示机

器学习训练的预测值，ȳ 代表数据的平均值，y 代表初始输入的实际值。R2 的值越大，

表示机器学习预测的精度越高，通常在 0 到 1 之间取值。 
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2 结果与讨论 

本研究利用 Python 对 MOFs 数据库的晶体学信息文件进行了进一步分析，包括结构

信息和拓扑结构等。我们以晶胞中每个平面中最近的金属原子作为起始点，通过广度优

先遍历算法寻找最优的传热路径，其中 x、y、z 三个方向中有效系数 Li（每个传热向量

在其方向上的投影与实际传热路径长度之比）最大的路径为最优传热路径，如图 2 中所

示的红色箭头所示路径。选择金属原子作为起始点的原因是因为在晶体传热中，低频声

子起主导作用[16]，而金属原子在低频区域的声子态密度普遍较高。如图 3 所示，可以观

察到在(a)ADIQEL 材料中，Co 原子在低频区域的声子态密度最高，而在(b)ATIBOU 中，

则是 Mn 原子在低频区域的声子态密度最高。因此，选择金属原子作为起始点能够更好



 

地捕捉到传热路径中的重要信息。 

a 
图 2 MOFs 晶体内不同传热路径示意图 

 

图 3 各原子的声子态密度图(a)ADIQEL (b)ATIBOU 

在得到最优路径后，我们对其进行了统计分析，包括有效系数 Li、最优传热路径的

相似路径条数 Ni、各传热方向的横截面积 Si、最优传热路径的金属比例 Rmi以及三个传

热路径上金属原子间直线距离的平均值 Dm。这些统计量被用作机器学习预测模型的输入

描述符，其中 i 表示 x、y、z 三个方向。 
图 4 展示了 SVR、DT、MLP、RF、HGBR 和 GBR 这六种机器学习模型对热导率的

预测结果与真实值之间的对比情况。横坐标表示通过分子动力学模拟计算获得的 MOFs
材料热导率的模拟值，纵坐标表示各个机器学习模型对该材料热导率的预测值。图中的

上方直方图展示了实际热导率值在不同区间内的分布情况，而右侧直方图则表示预测热

导率值在不同区间内的分布情况。总体而言，这些机器学习模型的预测效果都表现较好。

其中，GBR 模型的预测准确性最高（R2≈0.91），其次是 HGBR（R2≈0.87）、RF（R2≈

0.86）、MLP（R2≈0.85）、DT（R2≈0.62）和 SVR（R2≈0.56）。 



 

图 4 六种机器学习算法对 MOFs 热导率的预测值与 MD 的模拟值对比 

 

图 5 (a)GBR 模型的全局解释（平均特征重要性）和(b)局部解释（SHAP 值分布） 



 

针对 GBR 模型，我们计算了所有特征的 SHAP 值，如图 5 所示。图 5（a）为全局

解释图，展示了所使用的 19 种特征的平均重要性。整体而言，每种特征的重要性相差不

大，说明这 19 种特征对 MOFs 热导率的影响都比较重要。此外，Nz、Nx、Ny 的重要性排

名前三，说明在 MOFs 晶体传热中，最优传热路径的相似路径条数对热导率的影响相对

较明显。图 5（b）展示了所有特征的 SHAP 值分布，其中红点表示较大的数值，蓝点表

示较小的数值。例如，特征 Ni（i=x，y，z）的 SHAP 值分布中，零刻度线右边大多为红

点，说明 Ni 与热导率呈正相关趋势，Ni 越大，热导率越高；LCD 的 SHAP 值分布中，

零刻度线右边以蓝色点居多，说明 LCD 与热导率更倾向于负相关，LCD 越大，热导率

越低。 

4 结  论 

本文使用分子动力学模拟对 MOFs 热导率进行了高通量计算，然后训练了支持向量

机(SVR)、多层感知机(MLP)、决策树(DT)、随机森林(RF)、直方图梯度提升机(HGBR)、
梯度提升机(GBR)等多种机器学习算法对热导率进行预测。在结构性质的基础上，引入

传热路径上的影响参数，预测精度较高。本文基于高通量筛选和 MOFs 热导率与结构组

成的构效关系进行了机器学习训练，可以进一步推广到其他纳米多孔材料的研究。 
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摘要：晶体中化学键类型与强度直接影响声子热输运性能，本研究基于第一性原理声子热输运计

算综合分析了三种BC2N 异质金刚石结构的声子热输运行为。相比于高对称的晶体相，低对称性的C121

结构其晶格热导率呈现断崖式下降，其归因于 C121 相中 C-C 共价键异质键合作用导致结构中横向声

子热传输受到极大的抑制。此外，通过晶体轨道哈密顿布居数分析，C121 相中存在极弱的 C-C 成键态。

尽管在 C121 相中也存在相比于 R3m 和 P222_1 相更强的 B-N 和 C-N 键，但结构中极弱的 C-C 键会导

致声子软化、极强的晶格非简谐性和低弹性模量。这些因素增强了 C121 相中声子与声子间的散射作用，

从而抑制其晶格热导率。本研究从物理层面解释了不同晶体相 BC2N 结构中声子热输运行为的巨大区

别，为设计具有可调控热导率的功能材料和器件提供了理论指导。

关键词：异质金刚石 BC2N；声子输运；第一性原理计算；成键强度

0 前言

超硬材料广泛应用于各种工业器件中[1][2][2]。为克服超硬金刚石易与铁反应、易氧化

以及合成困难等缺点[4]，大量的理论和实验工作致力于寻找性能更优的新型超硬材料。

在相关研究过程中，二元 B-N 和 C-N 化合物在抗氧化性能方面显示出优于金刚石的优

势[5]。此外，由于碳同素异形体与 BN 异构体间相似的晶体结构和晶格常数，碳与氮化

硼混合制备的三元硼碳氮（B-C-N）化合物为设计新型超硬材料打开机遇之窗。截止目

前，在超高压力和温度下几种不同化学计量的 B-C-N 三元化合物已被成功合成，例如：

BCN[6]，BC2N[7]，BC4N[8]和 BC6N[9]。其中，具有极高维氏硬度（76 GPa）的立方 BC2N
极大地引起了研究人员的关注[10][11]。但在 BC2N 化合物中，由于其晶格位点内 B、C、N
三类原子的质量很接近，因此在实验上确定这种三元化合物中精确原子排列仍然是一项

艰巨的挑战。与此同时，演化算法和第一性原理计算也被用于设计和搜索超硬材料。例

如，R3m 型 BC2N 已通过粒子群优化算法成功预测出来，且相比于其它具有不同空间群

的 BC2N 结构而言，R3m 型 BC2N 平均原子能量更低且结构更稳定，其维氏硬度高达 71
GPa，仅次于于金刚石[12]。

BC2N 异常高的机械硬度来源于结构中原子间的 sp3 成键以及轻元素之间更多更强

的共价键特性。原子间强的相互作用通常表明晶体结构在机械应力下难以发生结构变形。

此外，更强的原子间相互作用通常会增加声速，进而提高材料的晶格热导率。因此，搜

 基金项目：国家自然科学基金(No. 52006134)资助



索和设计具有高性能的超硬导热材料是材料科学和凝聚态物理学中反复出现的研究主题。

据报道，除了已知的金刚石和立方氮化硼外，超硬 R3m 型 BC2N 异质金刚石结构也具备

高达 2100 Wm-1K-1的室温热导率[13]，高于体型 BAs。然而，低对称性的正交 BC2N 相其

热导率仅介于 784-1392 Wm-1K-1之间[14]。鉴于 BC2N 晶体中不同的原子间成键强度，理

论揭示不同类型 BC2N 中原子结合强度对机械强度和晶格热输运调控作用利于有效设计

下一代超硬导热材料。

在这项工作中，我们使用第一性原理密度泛函理论 (DFT) 计算和玻尔兹曼输运理

论对三种 BC2N 异构体包括 R3m、P222_1 和 C121 型的声子热输运进行对比且系统的

研究。与 R3m 和 P222_1 型声子热输运行为不同的是，C121 相不仅声子热导率远低于前

者，而且该体系中横向声学支表现出异常的热输运能力。通过晶体轨道哈密顿布居数

(COHP) 分析发现 C121 相横向声学分支 (TA1)异常的热输运行为可归因于结构中异质

的 C-C 成键。这种不寻常的行为在晶格内引入了晶体的不均匀性，导致 C121 型 BC2N
相比于 R3m 和 P222_1 相更强的声子散射和非简谐相互作用。此外，使用经验 Slack 模

型与使用晶格动力学计算得到声子热导率具有较高的一致性。此项工作为设计具有较高

机械强度的新型导热材料提供了有价值的理论指引和方向。

1 模型与方法

本文使用 VASP 软件包计算电子和声子能带[14]。采用根据 Perdew-Burke-Ernzerhof
（PBE） 方法参数化的广义梯度近似（GGA）函数来表示离子核和价电子之间的相互作

用。选取平面波截止能量为 600 eV，10×10×10 的 Monkorst-pack k 点网格用于自洽场和

非自洽场的计算。能量和力的收敛阈值设置为 10-6 eV 和 10-3 eV/Å。通过密度泛函微扰

理论（DFPT） 和有限位移法分别计算简谐和非简谐相互作用力常数（IFCs），并使用

SHENGBTE 软件[15]基于迭代法求解声子玻尔兹曼输运方程（BTE）。在 BTE 框架下[17]，

热导率（k）表达为，

21 N
k v

T


  


 



 
 （1）

其中 ħ为约化普朗克常数，w 为声子频率，为晶胞体积，N为声子玻色-爱因斯坦分布，

T 为温度，v 为声子群速度。τ为声子寿命，由 Matthiessen 规则确定，

1 1 1 1
3 4ph ph iso         （2）

其中
1

3ph 
为三声子散射率，

1
4 ph 

为四声子散射率，
1

iso 
为同位素散射率。二阶、三阶和四

阶 IFCs 分别由 PHONOPY[18]、THIRDORDER.PY[15]和 FOURTHORDER.PY[19]结合 VASP
计算获得。图 1 和表 1 给出了三种 BC2N 异构体力常数计算测试和细节。为解释不同异

构体中原子间的成键强度，使用 LOBSTER 软件[20]进行 COHP 分析。在 VASPKIT[21]数

据分析中，使用应变-应力法计算弹性常数，并基于 Voigt-Reuss-Hill 近似[22]估算体积模

量、剪切模量和杨氏模量。



图 1 R3m、P222_1 和 C121 型 BC2N 中（a）（b）（c）热导率计算 q 点密度，（d）（e）（f）三阶力常数

计算近邻距离，（g）（h）（i）四阶力常数计算近邻距离测试。

表 1 力常数计算设定细节

体系 二阶力常数 三阶力常数 三阶力常数 q 点网格

大小超胞大小 超胞大小 近邻距离 超胞大小 近邻距离

R3m 5×5×5 4×4×4 8th 4×4×4 2nd 10×10×10
P222_1 4×4×4 3×3×3 8th 3×3×3 2nd 10×10×10
C121 4×4×4 3×3×3 8th 3×3×3 2nd 8×8×8

2 结果与讨论

本工作对比研究了三种三元 BC2N 结构包括三角型 R3m、正交型 P222_1、单斜型

C121 的声子热导率。图 2 为考虑三声子散射和同位素散射的声子热导率随温度的变化



关系，R3m 相的热导率比 C121 相高近 50 个数量级。不考虑同位素散射的 R3m 型显现

出极高的室温热导率，高达 2224 Wm-1K-1，这与之前 DFT 计算的结果（2100[13]和 2073
Wm-1K-1[23]）高度吻合。热导率居中的为 P222_1 相，其沿 a 轴方向考虑同位素散射的室

温热导率为 583 Wm-1K-1。如图 3 所示，我们也对三类 BC2N 中的同位素效应进行了分

析。具备极高热导率的 R3m 相中存在较强的同位素散射，这与之前报道的高导热材料

BAs 和 c-GaN 中强的同位素散射效应类似[13]。此外，声子-声子散射率随温度升高而增

加，而声子-同位素散射率与温度无关，这导致高导热的 BC2N 中同位素效应百分数随温

度升高而降低。然而，同位素效应在 C121 晶型中几乎可以忽略，由于其同位素散射强

度比三声子散射强度低两个数量级。在考虑高阶四声子散射后，三种类型 BC2N 结构的

热导率降低幅度极小，在 BC2N 结构中微弱的四声子散射强度是由于化合物中组成元素

质量的微小差异而导致声子谱中无带隙引起的。

图 2 R3m、P222_1 和 C121 型 BC2N 沿 a 轴（实线）、b 轴（虚线）和 c 轴（点线）方向的声子热导率

随温度变化曲线，三角形和正方形符号标识为 Slack 模型计算的声子热导率

为解释不同晶型 BC2N 中热输运能力的巨大差异，我们从声子色散和散射两个层面

进行了研究和讨论。图 4（a）给出了 TA1、TA2、LA（纵向声学支）和光学支对总热导

率贡献率随温度变化曲线。大体上，声学声子的贡献随温度的升高而降低，而光学声子

的贡献却随温度的升高而升高。为解释此现象，我们对比了 300、600 和 900 K 下的声学

和光学声子散射率随温度的变化趋势，发现随着温度的升高，光学声子散射的增强速率

相较于声学声子增长的速率更低。因此，随着温度的升高，声学模式的热导率下降得更

明显。此外，与具有超高或高热导率的 R3m 和 P222_1 相不同，C121 相中 TA1 模式在

整个温度范围内表现出异常低的热输运能力，其对声子热传输的贡献微不足道。从图 4
（b）可以看出，在 300 K 时，C121 中 TA1 模式的贡献百分比仅为 6.08%，该值远低于

R3m (35.94%)和 P222_1 (41.34)相。



图 3 （a）R3m，(b) P222_1 和 （c）C121 型 BC2N 沿晶体主轴方向的声子热导率随温度变化曲线

（虚线和实线分别为不考虑和考虑同位素散射后的热导率），（d）同位素效应百分比随温度变化关

系， ( / 1) 100%pure natP k k   . Ref. 1 and 2 为[13][23]

图 4 (a) TA1、TA2、LA 和光学声子对热导率的贡献率随温度变化关系，(b) 300 K 温度下 TA1、

TA2、LA 和光学声子对热导率的贡献率，(c) 声子散射率，和 (d) Grüneisen 参数，(e)300 K 温度下声

子平均自由程 (MFP) 与其累积热导率的关系曲线



为了进一步揭示 C121 相低的声子热导率和其 TA1 声学模式异常的热输运现象，图

4（c）为不同 BC2N 构型中总散射率随声子频率变化关系。可以很直观的发现，相比于

R3m 和 P222_1 两相，C121 中的声子产生大量声子散射通道，增加了其散射率，并极大

地抑制了其声子输运能力。此外，沿高对称点 M-A 方向的声学支非常平坦，在 11 THz
附近存在一个强的散射峰值。我们也对各声学分支的散射率进行了分析和讨论，确定了

此散射峰值主要是由 TA1 横向声学支主导的。声子散射产生于声子间的非简谐相互作用，

且声子的非简谐强度决定了声子散射的强度。非简谐性强度通常可以通过 Grüneisen 参

数确定，该参数为晶体体积随温度变化的量化物理量。图 4（d）是 300 K 下 Grüneisen
数，对于 C121 相，在 11 THz 附近也存在着一个异常的峰值，表明此处的声学支具有极

强的非简谐强度，即此处声子受到较强的散射相互作用，这是 C121 相中声子热传导受

到抑制的关键原因。此外，图 4（e）为累积声子热导率随最大平均自由程的变化关系。

从中我们可以看到 C121 相的最大 MFP 限制在 200 nm 左右，而 R3m 和 P222_1 相的最

大 MFP 分别高达 2600 和 850 nm。相比于 R3m 相，P222_1 相有更大的散射相空间。总

的来讲，在低对称性的 C121 型 BC2N 结构中，平坦的声子支分布导致了其相比于高对

称 R3m 和 P222_1 相更高的声子散射率，从而其热导率远低于高对称性的 BC2N。我们

也发现在 C121 结构中，在 11 THz 附近存在极强的非简谐相互作用。于是，在后面的研

究中，我们对在此频率附近极强的声子非简谐作用从原子成键角度作进一步的分析和讨

论。

图 5 （a）模拟计算拉曼光谱图，（b）与温度相关的原子均方位移，（c）元素分解和总的声子投影态

密度，（d）晶体轨道哈密顿布居数，费米能级设定为 0 eV



晶体中原子成键的性质和强度直接决定材料的晶格热导率大小。一般地，复杂的晶

体构型以及弱的成键强度预示着强的非简谐强度和低的晶格热导率[24]。R3m，P222_1 和

C121 相 BC2N 中原胞各由 4，8，8 个原子组成。原子之间的化学键在拉曼光谱中表现为

特定频率的偏移和相应的峰位高低。图 5（a）为三种 BC2N 异构体的模拟拉曼光谱图，

相比于原子数更少且对称性更高的 R3m 相，P222_1 和 C121 相的拉曼峰更多。此外，随

着晶体对称性由高到低，拉曼峰频率向低频处迁移。这表明三种 BC2N 相中成键强度的

差异，尽管其由相同的元素组成。图 5（b）给出了原子均方位移随温度变化关系，C121
相中所有原子的均方位移都比 R3m 和 P222_1 相中的大。在分析原子成键轨道强弱之前，

我们先给出了元素分解和总的声子投影态密度，如图 5（c）所示。在声子频率为 11 THz
附近存在较大的声子态积累，导致了此处强的非简谐强度，且此强峰主要由 C-C 键贡献

的。在 C121 型 BC2N 结构中，有两类 C-C 键（C1-C3 和 C1-C4，已标记的原子结构图在

图 6 中所示）。表 2 为三种异构体结构中各类型键键长和对应的结合强度，C121 相中 B-
N 和 C-N 具有较强的原子间相互作用强度，然而其 C-C 键强度低于 R3m 和 P222_1 相，

特别是键长较长的 C1-C4。在 C121 中不管是同类型还是不同类型化学键都存在较大的

差别。此外，弱的 C-C 键可能为 C121 中低晶格热导率的关键原因。

图 6 原子标记的晶体结构图

表 2 R3m，P222_1 和 C121 BC2N 中 B-N、C-N 以及 C-C 键长及其共价键强度

类型 成键性质 B-N C-N C-C
R3m 键长 （Å） 1.56 1.53 1.55

键能 （eV/ Å2） 20.81 23.47 26.39
P222_1 键长 （Å） 1.59 1.56 1.54

键能 （eV/ Å2） 18.86 19.58 25.49
C121 键长 （Å） 1.46 1.43 (C1-N2) 1.57 (C1-C3) 1.75（C1-C4）

键能 （eV/ Å2） 28.33 30.12 21.21 1.45



表 3 R3m，P222_1 和 C121 BC2N 中 B-N、C-N 以及 C-C 成键对晶体轨道哈密顿布居数积分

（-ICOHP）

-ICOHP (eV/pair) B-N C-N C-C
R3m 8.63 8.96 9.57

P222_1 8.30 8.69 9.70
C121 10.70 11.83 (C1-N2) -9.60 (C1-C3) -5.89 (C1-C4)

为进一步分析 BC2N 结构中成键特性，我们计算了三种结构成键对的轨道哈密顿布

局数，如图 5（d）所示，一般地-COHP 峰值越高，即对应的成键强度越大。可以很直观

的发现，在 C121 相中，C1-C4 成键对的曲线（绿色）更加平坦。表 3 为各成键对的晶体

轨道哈密顿布居数积分（-ICOHP），此数值越大，代表成键强度越高，C121 中 C1-C4 成

键对小的-ICOHP 验证了其弱的成键强度。图 7 对 BC2N 中不同类型 C-C 键间的电荷局

域分布做可视化呈现，相较于 R3m 和 P222_1 中的 C-C 键以及 C121 中的 C1-C3 键，

C121 中 C1-C4 键间的电荷局域非常弱，也证实了 C1-C4 极其弱的成键强度。横向声学

分支 TA1 在处振动模式沿 C1-C4 成键方向，进一步确定了 TA1 异常低的晶格热输运贡

献是由于 C1-C4 弱的成键强度造成的。

图 7 沿 C-C 键做面切割的电荷局域化分布函数（ELF），（a）R3m，（b）P222_1，（c）C121，C1-

C3，（d）C121，C1-C4。

3 结论

本文基于第一性原理和玻尔兹曼输运方法对比讨论了三种异构结构的导热和机械

性质。强的声子散射作用和非简谐强度导致低对称性 C121 相 BC2N 晶体的热导率远低

于 R3m 和 P222_1 相。此外，C121 相中横向声学支 TA1 表现出异常低的热输运特性。

基于成键强度和晶体轨道哈密顿布居数分析，发现在 C121 结构中存在明显的原子间成

键强度的巨大差异，C1-C4 键合强度相对较弱，尽管其 B-N 和 C-N 相较于 R3m 和 P222_1



相中的更强，但在 BC2N 结构中，C-C 的强度对材料声子热输运性能起关键作用。特别

的，低频区异常强的非简谐相互作用是由于弱 C1-C4 键引起的。本研究为设计新型兼具

导热和机械强度性能考量的超硬材料提供了相关理论依据。

参考文献

[1] Boland, J. Materials Science: Diamond Gets Harder. Nature 2014,510, 220.

[2] Lu C., Li Q., Ma Y., Chen C. Extraordinary Indentation Strain Stiffening Produces Superhard Tungsten

Nitrides. Phys. Rev. Lett. 2017, 119, 115503.

[3] Zou Y., Wang X., Chen T., Li X., Qi X., Welch D., Zhu P., Liu B., Cui T., Li B. Hexagonal-Structured ε-

NbN: Ultra- Incompressibility, High Shear Rigidity and a Possible Hard Superconducting Material. Sci.

Rep. 2015, 5, 10811.

[4] Chung H.-Y., Weinberger M. B., Levine J. B., Kavner A., Yang J.-M., Tolbert S. H., Kaner R. B. Synthesis

of Ultra-Incompressible Superhard Rhenium Diboride at Ambient Pressure. Science 2007, 316, 436.

[5] Andrievski R. A. Superhard Materials Based on Nanostructured High-Melting Point Compounds:

Achievements and Perspectives. Int. J. Refract. Met. Hard Mater. 2001, 19, 447.

[6] Lei W., Qin S., Liu D., Portehault D., Liu Z., Chen Y. Large Scale Boron Carbon Nitride Nanosheets with

Enhanced Lithium Storage Capabilities. Chem. Commun. 2013, 49, 352.

[7] Knittle E., Kaner R. B., Jeanloz R., Cohen M. L. High-Pressure Synthesis, Characterization, and Equation

of State of Cubic C-BN Solid Solutions. Phys. Rev. B: Condens. Matter Mater. Phys. 1995, 51, 12149.

[8] Hubáček M., Sato T. Preparation and Properties of a Compound in the B-C-N System. J. Solid State Chem. 

1995, 114, 258.

[9] Kawaguchi M., Wakukawa Y. Synthesis of Graphite-like Material of Composition BC6N by CVD at High

Temperature. Carbon 1999, 37, 147.

[10] Zhao Y., He D. W., Daemen L. L., Shen T. D., Schwarz R. B., Zhu Y., Bish D. L. Superhard B-C-N

Materials Synthesized in Nanostructured Bulks. J. Mater. Res. 2002, 17, 3139.

[11] Solozhenko V. L., Andrault D., Fiquet G., Mezouar M., Rubie D. C. Synthesis of Superhard Cubic BC2N.

Appl. Phys. Lett. 2001, 78, 1385

[12] Liu L., Zhao Z., Yu T., Zhang S., Lin J., Yang G. Hexagonal BC2N with remarkably high hardness. J Phys.

Chem. C 2018, 122, 6801-6807.

[13] Wu H., Fan H., Hu Y. Ab initio determination of ultrahigh thermal conductivity in ternary

compounds. Phys. Rev. B 2021, 103, L041203.

[14] Ju S., Yoshida R., Liu C., Wu S., Hongo K., Tadano T., Shiomi J. Exploring diamondlike lattice thermal

conductivity crystals via feature-based transfer learning. Phys. Rev. Mater. 2021, 5, 053801.

[15] Kresse G., Furthmuller J. Efficient iterative schemes for ab initio total-energy calculations using a plane-

wave basis set. Phys. Rev. B, 1996, 54, 11169.

[16] Li W., Carrete J., Katcho N. A., Mingo N. ShengBTE: A solver of the Boltzmann transport equation for

phonons. Comput. Phys. Commun. 2014, 185, 1747.



[17] Omini M., Sparavigna A. An iterative approach to the phonon Boltzmann equation in the theory of

thermal conductivity, Phys. Rev. B: Condens. Matter 1995, 212, 101.

[18] Togo A., Oba F., Tanaka I. First-principles calculations of the ferroelastic transition between rutile-type

and CaCl2-type SiO2 at high pressures, Phys. Rev. B 2008, 78, 134106.

[19] Han Z., Yang X., Li W., Feng T., Ruan X. Four-Phonon: An extension module to ShengBTE for

computing four-phonon scattering rates and thermal conductivity, Comput. Phys. Commun. 270, 108179

(2022).

[20] Deringer V. L., Tchougreeff A. L., Dronskowski R. Crystal Orbital Hamilton Population (COHP) Analysis

As Projected from Plane-Wave Basis Sets. J. Phys. Chem. A 2011, 115, 5461−5466. 

[21] Wang V., Xu N., Liu J. C., Tang G., Geng W. T. VASPKIT: A user-friendly interface facilitating high-

throughput computing and analysis using VASP code. Comput. Phys. Commun. 2021, 267, 108033.

[22] Hill R. Proc. Phys. Soc. London, Sect. A 9852, 65, 349.

[23] Sadeghi S. N., Allaei S. M. V., Zebarjadi M., Esfarjani, K. Ultra-high lattice thermal conductivity and the

effect of pressure in superhard hexagonal BC2N. J Mater. Chem. C, 2020, 8, 15705-15716.

[24] Zeier W. G., Zevalkink A., Gibbs Z. M., Hautier G., Kanatzidis M. G., Snyder, G. J. Thinking like a chemist:

intuition in thermoelectric materials. Angew. Chem. Int. Ed. 2016, 55, 6826-6841.

[25] Slack G. J. Nonmetallic crystals with high thermal conductivity Phys. Chem. Solids 1973, 34, 321.



中国工程热物理学会 学科类别:储能，传热学

学术会议论文 编号：233290

基于砂箱的含水层储能系统传热特性研究

黄立涵，李文欣，陈振乾*
（东南大学能源与环境学院，南京，210096）

(Tel:15651892015, Email:220210555@seu.edu.cn)

摘要：本文基于有限元分析方法，结合已有的含水层砂箱实验台，提出了一种单侧取水口的新型井管结构。

建立含水层储能系统三维非稳态传热模型，研究了计算域尺寸和井管结构对含水层储能特性的影响。研究

结果表明：现有的含水层砂箱实验台的壁面边界会对实验结果产生影响，同时存在一个与实际模型差异最

大的时间，约为周期时间的 35%；采用单侧取水口井管结构的含水层储能系统运行时抽水温度变化小，使

系统取能量提升达 13.9%，储能效率提升达 19.6%。

关键词：含水层储能，CFD，储能效率

0 前言

地下含水层储能（Aquifer Thermal Energy Storage,简称 ATES）是利用地下岩层的孔隙、

裂隙和岩溶溶洞等地下空隙，采用管井回灌的方法将冷水或热水灌入含水层将热量或冷量储

存在井周围的含水层中，在需要的时候再将储存的热量或冷量开发出来[1]。含水层储能不仅

可以提高能源利用效率，还可以防止热污染和预防地面沉降，对于扩大可再生能源的利用效

率有重要意义。[2, 3]

目前，国内外学者已经进行了比较充分的地下含水层储能研究，大部分集中在井间距、

运行时间、抽水流量等对抽水温度的影响。现有的数值模拟研究大多基于 Fluent、Modflow、

Feflow等软件，建立相应的含水层系统模型，研究ATES系统运行时含水层内的情况。Sarkhi[4]

等采用有限差分法对立柱井(SCW)的性能进行了一维参数的研究，模拟了取热工况下，质量

流率、远端温度、多孔介质孔隙率对出口温度的影响，结果表明出口温度随质量流率和土壤

孔隙率的增加而降低，而随着远端温度的升高而升。而 Nguyen[5]开发了一种耦合传热和地

下水流动的 SCW 二维对称模型，分别进行了 12 小时恒定热负荷运行的短期模拟、5 组不同

排放比的 24 小时实验，探究了进水温度(EWT)及出水温度(LWT)的变化。结果表明，随着排

气比的增加，EWT 逐渐降低。Choe[6]等建立了尺寸为 200mⅹ200mⅹ140m 的立柱井系统

(SCW)三维模型，使用 Fluent 软件模拟了 SCW 的排放、泵送和注入过程。当排放流量增大

时，取热工况泵送水温度逐渐增大。Deng[7]等人基于立柱井周围地下水流动和传热的数值模

型，提出了一种改进导热系数的方法来解释地下水流动。对于对井含水层储能，也有许多学

者进行了相关的模拟及实验研究。Gringarten[8]等针对不同的回灌流量、含水层厚度、初始储

层温度和井距影响条件分别进行定量模拟研究与分析。结果表明，除回灌量和井对之间的距

离外，含水层厚度对热贯通的时间影响比较显著；而含水层的储水率和渗透系数对热贯通的

影响并不显著。Paksoy 等[9]应用 CONFLOW 程序，在限定井间水位变化幅度同时保证不发

生热贯通的条件下，确定了井群之间的最小距离。Tenma 等[10]建立一个理想的对井模型，利

用 FEHM 软件对不同的开采与回灌量、水井滤管长度与位置和运行周期情况进行定量对比

模拟。在实验方面，大多数学者采用了砂箱来模拟承压含水层，进行对井含水层抽水回灌实
[11-14]。



含水层储能效率是分析 ATES 系统储能效果的一个重要指标，定义为从地下水中提取的

总能量中储存于地下的能量的占比[15]。系统的设计参数、运行工况的不同都会改变 ATES 运

行时地下含水层的温度分布，从而影响整个系统的储能效率。在实际运行中，如果土壤渗透

性良好，且回灌区与开采区之间的距离很近，则很容易导致抽水井发生“热贯通”，[16]在井

周围形成局部水流循环，加速温度场的变化，不利于储能，含水层储能系统的效率将直接受

抽水区和回灌区温差变化的影响。同时，地下温度的局部温度持续大幅变化，有可能导致某

些地下水组分发生变化，加速抽灌井的结垢和堵塞，影响 ATES 系统正常运行。

综上所述，数值模拟对于探究含水层中地下水的流动和传热情况具有重要作用。而在

ATES 的抽水灌水过程中，地下水的流动和传热会影响到系统的储能效果。因此，本文基于

已有的室内砂箱含水层实验台建立三维数值模型，模拟 ATES 系统的取热及释热工况，分析

区域边界、地下水渗流状况对地下温度分布的影响，砂箱实验台的实验结果形成验证。同时，

提出一种单侧取水口的优化井结构，并通过模拟研究其对系统储能效率的提升效果，为实际

工程设计和优化提供参考。

1 含水层储能模型

1.1 含水层储能实验台

根据几何相似与准则数相似设计了含水层砂箱实验台，砂箱尺寸 1.5 m ⅹ 0.8 m ⅹ 1.5 m，

热源井直径 11cm，分布于砂箱中心点两侧 30cm 处，井的 0.1m-0.75m 高处开孔作为取水区。

利用恒温循环器模拟负荷端提供等温水，与抽灌水通过换热器进行热交换。流体通过抽灌水

井的打孔区域进行循环流动，砂箱两侧的储水夹层与高地位水箱配合提供地下水渗流补水。

图 1 含水层储能实验台几何模型 图 2 含水层储能实验台实物图

本文根据热贯通发生原理，提出一种抽灌水井的取水口优化结构如图 3 所示。不同于普

通井管的完整侧面取水口，该结构在取水区高度相同的条件下，取冷热井的相对外侧作为单

侧取水口，减少抽灌水井之间的直接流动。

图 3 单侧取水口模型



1.2 三维模型

抽灌水与土壤换热过程是复杂的非稳态换热过程，为便于地下含水层换热模拟分析，简

化计算，作出如下假设[17]。

1) 地下水渗流压差只存在于一个方向，且对于模拟区域两侧压差一定。

2) 循环流体、井管、回填材料和土壤之间不存在接触热阻。

3) 各向同性，即在传热过程中，含水层砂土、循环流体介质的物性参数和成分保持不

变。

4) 忽略辐射换热、空气对流换热以及土壤边界换热，除渗流压差边界外均视为绝热边

界。

（1）基础模型

在实验台基础上，建立了含水层储能实验台的三维瞬态传热模型，如图 4 所示。

图 4 实验台三维模型(含网格)

含水层储能系统的相关参数如表 1 所示。

表 1 套管式换热器的几何参数

参数 数值

井管直径 0.11m

抽灌水区域长度 0.65m
含水层厚度 1m
土壤孔隙率 0.3
砂土粒径 0.0003m
抽水流量 0.5kg/s

由于在含水层储能系统运行时，抽灌水井周围区域的温度流场分布较为复杂，所以本模

型使用 ICEM 软件划分不等距的网格。对于较稳定的含水层区域，网格距离取 0.01m，而对

井区 0.15m 范围内的网格进行加密处理，网格距离取 0.001m，含水层具体参数以常规地质

数据为参照进行设计。

（2）大边界模型

由于实验场地的限制，现有的砂箱实验台边界都较小，边界为壁面边界，而并非实际含

水层的自由扩散边界。为了更真实地反映实际地下含水层储能情况，我们在原模型基础上建

立了一个 5000mm*3000mm 的大边界模型。模型保持其他条件不变，仅改变边界大小。建立

模型如图 5 所示。



图 5 大边界三维模型(含网格)

1.3 数学模型

含水层储能系统一般采用承压含水层，假定其水平方向等厚的循环水流为湍流，抽灌水

流为不可压缩流体，含水层为孔隙均质介质。

根据连续性方程、动量方程及能量方程可以得到含水层内地下水的三维流动基本方程：
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其中 Kx，Ky，Kz 为 x，y，z 方向的主渗透系数(m/d)；M 为含水层厚度(m)；H 为水头

(m)；μs为释水率(kg/m2·s2)。
地下水的渗流方程为：

∂(nρ)

∂t
= ∇

ρk

μ
(∇p + ρg∇z)൨+ ρq (2)

其中，n 为土壤孔隙率；p 为流体压强(Pa)；ρ为流体密度(kg/m3)；μ为动力粘度(kg/m·s)；
q 为流体进入介质的体积通量(m3/m3·s)。

评价含水层储能系统储能能力的一个重要指标是储能量，即从地下抽取的总能量，计算

式为：

Qୣ = ∑(t୭− t୧)Gρc୮ (3)

其中，ti，to分别为抽水温度和回灌水温度，℃；G 为质量流量，kg/h；ρ为地下水密度，

kg/m3；cp 为水的比热容，kJ/(kg·℃)。
根据抽水温度与地下水初始温度可以计算得到储存于地下的能量：

Qେ = ∑(t୭− t)Gρc୮ (4)

其中，t0为地下水初始温度，℃；G 为质量流量，kg/h；ρ为地下水密度，kg/m3；cp 为

水的比热容，kJ/(kg·℃)。
含水层储能系统的储能效率是分析 ATES 系统储能效果的一个重要指标，其计算式为：

=ߟ
ܳ
ܳ

(5)

1.4 边界设置及模拟工况

灌水井的灌水区设置为 mass-inlet，抽水井的抽水区设置为 mass-outlet，流体流量的值

根据工作情况设置条件。对于地下渗流边界设置为 preesure-inlet，并根据试验工况设置两端

压差。将含水层上下表面、非渗流边界面，及抽灌水井非抽灌水区域表面设置为 wall，并设

置为绝热边界，内部各表面传热方式选择耦合边界 coupled。流体区域设置为 fluid，固体区



域设置为 solid。采用 kε模型，数值计算运行步长为 5s，计算总步数为 140 步，总计算时间

为 700s。
各模型均进行连续的夏-冬-夏-冬(S-SW-SWS-SWSW)四个工况运行，初始地温设置为

15℃，夏季释热工况回灌温度设置为 22℃，冬季取热工况回灌温度设置为 8℃，渗流边界补

水温度为 15℃，具体参数如表所示。

表 2 工况设置

工况 回灌温度

(℃)
初始地温

(℃)
补水温度

(℃)
运行流量

(kg/s)
S 22 15 15 0.5

SW 8 15 15 0.5
SWS 22 15 15 0.5

SWSW 8 15 15 0.5
2 结果分析

2.1 区域边界对温度场的影响

2.1.1 温度分布

由于取水口位置位于 H=0.1m 至 H=0.75 米处，所以取 H=0.5m 平面作为反映系统运行

时含水层温度分布的参照进行研究。图 6 展示了在 4 个工况结束时的原模型(a)与大边界模

型(b)含水层温度分布情况。两个模型的热影响半径均为 0.6m 左右，但实验台模型的热边界

已经扩散至壁面边界，而新建立的实际模型热锋面与冷锋面不受边界的影响，可以自由扩散，

温度集中度较高，温度分布较规则。

(a) (b)

图 6 (a)实验台模型与(b)大边界模型温度场分布

2.1.2 抽水温度

连续运行四个工况后，可以得到实验台模型与大边界模型运行时的抽水温度，如图 7 所

示。对于实验台模型，在已储存冷量或热量的工况下，温度很快发生变化，而大边界模型在

200-300s 时才开始发生大幅变化。可以推测由于实验台模型壁面边界影响，回灌的冷量或热

量更快到达抽水端，加剧了热贯通现象。同时，除第一个未储能的夏季工况外，两模型的抽

水温度差均在 245s 时达到最大值，分别为 6.22℃、5.44℃、6.00℃，因此在系统运行至周期



时间的 35%时实验台模型与接近实际的大边界模型的储能模拟结果差异最大。

S SW

SWS SWSW

图 7 分别采用实验台与大边界模型计算的抽水温度

2.2 取水口结构优化

2.2.1 抽水温度

通过图 8 中与普通井管模型的抽水温度对比，可以看出，使用单侧取水口结构的条件

下，在系统运行时储能井的温度变化较慢。双侧结构各工况的抽水温度在 25-40s 时开始发

生变化，而单侧结构的抽水温度在 400s 后才开始发生变化。在 2 个夏季工况运行结束时，

单侧取水口结构的抽水温度分别比双侧结构低 1.04℃和 1.61℃；在 2 个冬季工况运行结束

时，双侧结构的抽水温度已经下降至 15℃以下，而单侧结构的抽水温度均维持在 16℃以上。

S SW



SWS SWSW

图 8 单侧/双侧取水口结构含水层储能系统抽水温度

2.2.2 储能量及储能效率

通过计算得到储能相关评价指标如表 3 所示，可以看出对于四个工况，单侧井管的总抽

取能量、储存量、以及储能效率都要高于普通的双侧井管结构。四个工况下单侧井管结构的

抽取能量分别较普通井管结构提高了 9.8%、12.6%、13.9%、13.0%。在已储能的三个工况下，

单侧井管结构的储能效率相较于普通井管模型分别提高了 17.6%，19.6%，17.9%。可见，单

侧取水口结构对于含水层储能系统的储能量及储能效率都有明显提升，可以有效改善含水层

的储能效果。

表 3 单/双侧取水口结构对比

工况 井管结构 Qe(MJ) Qc(MJ) η(%)

夏季 S
双侧 9080.4 - -

单侧 9969.2 - -

冬季 SW
双侧 16746.7 6467.8 38.6

单侧 18853.3 8563.3 45.4

夏季 SWS
双侧 16498.2 6230.0 37.8

单侧 18786.8 8496.8 45.2

冬季 SWSW
双侧 16879.0 6589.5 39.0

单侧 19073.2 8783.1 46.0

3 结论

基于已有的含水层储能实验台，建立了三维数值模型，同时提出了一种单侧取水的井管

结构，对不同边界大小的含水层和不同取水口结构的井管进行了模拟。通过一系列工况的模

拟结果，得到地下含水层温度分布情况以及抽水温度的变化情况，分析了含水层储能实验台

与实际模型的差异以及单侧取水井管结构对含水层储能效果的提升。本研究得出的结论总结

如下：

（1）现有的含水层砂箱实验台的壁面边界会对实验结果产生影响，使得实验结果与实

际模型存在差异。由于壁面会阻止热边界的扩散，实际模型实验台模型的温度集中度较高，

温度分布较规则。同时，对于已储能工况，砂箱实验台的抽水温度比实际模型变化速度快且

变化幅度大。在 245s 时三个季节工况两模型的抽水温差达到最大，分别为 6.22℃、5.44℃、

6.00℃。即存在一个实验模型与实际模型抽水温度差最大的时间(约为周期时间的 35%)，此

时砂箱实验台与实际模型差异最大。

（2）本文提出的单侧取水井管结构对含水层储能效果的提升有显著作用，该井管结构

在运行时的抽水温度变化均小于在各相同工况下的普通井管结构，且运行结束时的抽水温度

较初始抽水温度的变化幅度也较小。通过计算得到，该井管结构下的取能量较普通井管最高

提高了 13.9%，储能效率较普通井管最高提高了 19.6%。

本研究为含水层储能实验及储能效率提升提供了参考，结果表明在含水层储能砂箱实验



台实验中应考虑边界带来的影响，以及单侧取水井管结构可以有效提升对井含水层储能系统

的储能效果。
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摘要：能源、电气和电子技术的快速发展对聚合物及其复合材料的热导率提出了更高的要求。然而，

聚合物的热导率数值仍然难以达到期望值。本文利用分子动力学模拟研究了不同电场强度下芳纶聚合

物的热导率调控。结果表明，电场强度达到 14V/nm（y 方向）时，芳纶聚合物的结构发生极化。极化

后，其 y 方向的热导率出现升高的趋势，而 x 和 z 方向的热导率降低。最后，通过声子振动态密度和声

子谱能量密度分析了热导率的变化机理。

关键词：热导率；芳纶聚合物；分子动力学模拟；电场调控。

0 前言

热管理对电子设备的重要性在各个行业中越来越受到关注，例如锂离子电池[1-4]，电

加热纸[5]，和柔性电子器件[6]。由于其低成本、轻质、绝缘和出色的柔韧性等优点，聚合

物和聚合物基复合材料广泛应用于热管理材料中[7]。然而，商业聚合物的热导率通常在

0.1 至 0.5 Wm-1K-1的范围内，这对于高功率电子设备的要求来说是不理想的[8，9]。因此，

提高聚合物材料的热导率对于解决高功率设备的散热问题非常重要。

通常情况下，可以通过引入具有高热导率的材料以复合结构的形式来显著提高聚合

物的热导率[10，11]。Wu 等人[12]制备了氮化硼纳米片与一维刚性杆状芳纶纳米纤维的复合

结构，其面内热导率可达到 46.7 Wm-1K-1。因此，在复合材料中构建聚合物与高热导材

料之间的连续热传导路径对于降低复合材料的热阻非常重要。Yao 等人[13]报道了桥型

1D/2D 液晶热传导网络，以增强芳纶复合膜的热导率。此外，通过在分子水平上修改聚

合物的分子形态，也可以增强非晶态聚合物的热导率[14-19]。大量研究表明，定向排列的

聚合物纤维在轴向方向上能够良好地传导热量，这是因为聚合物链的有序排列可以有效

减少声子散射，并提高聚合物纤维的热导率[20，21]。目前，已经提出了各种合成策略来改

善聚合物的分子形态的有序结构，例如机械拉伸[22，23]和静电纺丝[24，25]。除了调控聚合物

的排列方式外，调节聚合物链之间的相互作用对于优化聚合物体系的热导率也非常重要。

先前的研究发现，电场可以显著调控尼龙和聚偏二氟乙烯的热导率[18，19]。

作为柔性聚合物材料的代表，芳纶聚合物是柔软和可弯曲的聚合物体系。因此，研

究电场是否可以调节柔性聚合物体系的热导率是非常有趣的。在实际工程中，由于其出



色的机械性能和电气绝缘性能，芳纶聚合物被广泛应用于各种电气应用中，包括高速列

车电机、变压器和电池隔膜等。值得注意的是，芳纶聚合物材料通常在高频高压的电场

中运行，这会由于焦耳热效应而导致设备温度升高。因此，探究芳纶聚合物在不同电场

条件下的热传导能力，揭示芳纶聚合物热导率的调控机制，对于设备的使用寿命和行业

安全至关重要。

在我们的研究中，选择芳纶聚合物作为刚性聚合物系统的代表，以探究在电场作用

下刚性聚合物体系的热传导性质。首先，利用分子动力学模拟方法计算了在无电场条件

下，非晶态和有序排列的芳纶聚合物结构的热导率并讨论了它们的热导率随温度的变化。

其次，我们的研究还包括在不同电场下对芳纶聚合物热导率的系统研究，以及通过声子

振动态密度和光谱能量密度分析声子特性。从这项研究中获得的见解将对指导刚性聚合

物体系的热导率调控具有重要价值。

1 模拟方法

使用平衡分子动力学[26-28]模拟方法计算了非晶态和晶态芳纶聚合物体系的热导率。

在模拟单元的三个方向上应用周期性边界条件。聚合物一致力场（Polymer Consistent
Force Field，PCFF）[29，30]被用于描述芳纶体系中的原子间相互作用，包括键、角和二面

角的相互作用以及长程范德华和静电的非键相互作用。PCFF 力场已被广泛应用于研究

聚合物和聚合物基复合材料的热学性质，并成功地复现了实验结果[31-35]。在我们的研究

中用于描述芳纶聚合物体系的 PCFF 力场参数详见附录信息（表 S1）。我们采用标准的

Ewald 求和方法[36]来计算库仑力的长程相互作用，误差限定在 10-4。使用速度 Verlet 算
法对模拟系统的原子运动方程进行积分[37]。时间步长被设置为 0.25fs，计算 Lennard-Jones
和 Coulomb 力的长程相互作用的截断半径被设置为 10 Å[18]。所有的分子动力学模拟都

是使用 LAMMPS 软件包[38]实现的。

图 1 展示了我们所模拟的三种芳纶聚合物模型的建造过程。芳纶聚合物体系的原子

结构模型是由芳纶聚合物单体构建而成的，该单体由氢、氧、碳和氮原子组成，如图 1(a)
所示。非晶态芳纶聚合物体系的模拟单元由 25 条芳纶聚合物链构成，每条链含有 20 个

单体，模拟单元的尺寸为 4.58 × 4.58 × 4.58 nm3。为了完全消除非晶态芳纶聚合物系

统中的应变，首先对系统的能量进行最小化，以找到能量最低的构型。能量最小化后，

在 NPT（等压等温）系综下将体系的温度从 300K 加热到 600K，进行 1.2ns 的模拟。随

后，继续在 NPT 系综下保持温度 600K 模拟 600ps 以得到完全松弛的非晶态芳纶。所有

NPT 系综的压力均设置为 1 个大气压。在此过程中，记录分子链的平均回转半径（Rg）

来量化芳纶聚合物分子链的松弛程度。如图 2 所示，Rg随着温度的升高而逐渐增大最后

达到收敛，对应于芳纶聚合物分子链的拉伸程度随温度升高而增加最后达到收敛。在

1.2ns 之后持续震荡收敛，此时已经得到了稳定的芳纶聚合物链。然后在 NPT 系综下模

拟 500ps 将体系淬火到目标温度 300K，得到稳定的非晶态结构，如图 1（d）所示。最

后，将得到的稳定非晶态结构在 NVE 系综下模拟 200ps 以记录热流并计算热导率。在计

算热导率的时候，将采样间隔和相关时间分别设置为 2fs 和 20ps。
对于晶态芳纶纤维，首先根据晶体芳纶的晶格常数[39]构建单个晶胞（a = 7.87 Å, b =

5.18 Å, c = 12.9 Å, γ = 90°）。然后经过尺寸收敛性验证之后（详见附录信息，图 S2），



确定最终模拟尺寸，选择扩胞数为 5×8×8。初始的晶态芳纶模型在能量最小化之后，继

续在 NPT 和 NVE 系综下分别模拟 100ps，温度和压力分别设置为 300K 和 1 个大气压，

得到结构稳定的晶态芳纶模型，如图 1（b）和图 1（e）所示。最后，将稳定的晶态芳纶

模型在 NPT 和 NVE 系综下模拟各 100ps，此时在 y 方向施加电场从而得到极化的晶态

芳纶模型，如图 1（c）和图 1（f）所示。

图 1 三种芳纶聚合物模型图。（a）芳纶单链，绿色、红色、蓝色和紫色原子分别代表氢原子、氧原

子、碳原子和氮原子，（d）芳纶非晶态结构模型图，芳纶晶态未极化（b）俯视图和（e）侧视图。芳

纶晶态极化（c）俯视图和（f）侧视图。

Fig. 1. The three types of atomic models of aramid polymer systems. (a) single straight chain, where the green,

red, blue and purple atoms denote the hydrogen, oxygen, carbon and nitrogen atoms, respectively, (d) amorphous

aramid polymer simulation cell, (b) the top view and (e) side view of unpoled aramid crystalline structure (c)

top view and (f) side view of poled aramid polymer crystalline structure.

图 2 平均回转半径

Fig. 2. The averaged radius of gyration



2 结果与讨论

我们使用平衡分子动力学模拟系统地研究了非静态、晶态（未极化）和晶态（极化）

的热导率。图 3（a）显示了各向同性非晶态体系的归一化热流自相关函数和热导率随相

关时间的收敛性，这分别是从三个方向的值进行平均得到的。为了得到更精确的结果，

所有的热导率计算我们都进行了 5 次不同初始速度的平均。归一化热流自相关函数在

2.5ps 内逐渐收敛到零，之后一直稳定。根据 Green-Kubo 公式计算出非晶态的热导率为

0.16 ± 0.01 Wm-1K-1。晶态结构三个方向的归一化热流自相关函数随相关时间的收敛性见

附录信息（图 S1）。
图 3（b）对比了计算出的芳纶非晶态结构和晶态结构的热导率。晶态结构 x、y、

z 三个方向的热导率分别为 0.48 ± 0.01、0.81 ± 0.02 和 10.13 ± 0.05 Wm-1K-1，计算结果与

文献相近[12]。对于芳纶聚合物来说，其晶态结构的热导率沿分子链方向最大，其次是 y
方向，最后是 x 方向，但均比非晶态结构的热导率高。

图 3 （a）芳纶非晶态结构的归一化热流自相关函数和热导率随相关时间的变化，（b）芳纶非晶态结

构和晶态结构的热导率对比，（c）非晶态结构热导率的温度效应，（d）晶态结构热导率的温度效应。

Fig. 3. (a) Normalized heat current auto-correlation function (HCACF) and thermal conductivity of amorphous

aramid polymer, (b) thermal conductivity of amorphous aramid polymer and unpoled aramid crystalline,

temperature effect of amorphous aramid polymer (c) and unpoled aramid crystalline(d).

此外，我们计算并分析了芳纶非晶态结构和晶态结构热导率随温度的变化。结果如

图 3（c）和图 3（d）所示，非晶态结构热导率不随温度的变化而变化，而晶态结构三个

方向的热导率均与温度呈负相关，相关性分别为ן�ݔߢ ܶିǤଽଷ、ן�ݕߢ ܶିǤଽଵ和ן�ݖߢ ܶିǤଽ。



对于非晶聚合物体系来说，温度的升高不会增加非晶结构中的声子散射[21]，所以非晶聚

合物的热导率与温度无关。在完美晶体中，热导率与温度的典型依赖关系是ן�ߢ ܶିଵ，但

是在芳纶晶态结构中，其三个方向热导率的温度依赖关系均比完美晶体小。这是因为高

温下聚合物的形态变化比完美晶体更严重，不仅存在三声子散射，还包括非谐性和高阶

声子散射，所以聚合物热导率的温度依赖关系与完美晶体不同[40]。

随后，我们计算了不同电场强度下的芳纶晶态结构的热导率。如图 4（a）所示，随

着电场强度的增大，y 方向和 z 方向导热系数先增大后减小，z 方向导热系数先减小后保

持稳定。更重要的是，根据电场作用下芳纶聚合物的微观形态变化，可以确定当电场强

度达到 14 V/nm 时，芳纶聚合物将发生极化。所以我们重点关注芳纶晶态结构热导率在

极化前后的变化，0v/nm、14v/nm 和 18v/nm 三种情况。为了探究极化前后导热系数的变

化机理，我们计算了未极化晶态和极化晶态结构的二面角分布，如图 4（b）所示。对于

芳纶晶态结构中的苯环，未极化结构中苯环与苯环之间（U-B-B）和极化结构中苯环与苯

环之间（P-B-B）的二面角分布基本不变，说明苯环在极化前后不发生转动。相反，对于

芳纶晶态结构中的酰胺基团，未极化结构中苯环与酰胺基之间（U-B-A）和极化结构中

苯环与酰胺基之间（P-B-A）的二面角分布发生巨大变化。在极化之后，酰胺基发生 180
度转动。由于苯环的限制，即使酰胺基旋转半圈，芳纶聚合物的微观形态也不会发生很

大的变化，依旧保持晶态结构。极化后酰胺基更容易在 y 方向形成氢键，从而增加了 y
方向的导热系数，这与文献报道的结果相似[19]。

图 4 （a）芳纶晶态结构在不同电场强度下的热导率，（b）极化前后，芳纶晶态结构中的二面角分



布，极化前后，芳纶晶态结构中酰胺基的声子态密度（c）x 方向和（d）y 方向。

Fig. 4. (a) Thermal conductivity of aramid polymer along all directions in different electric fields; (b) dihedral

angle distributions of unpoled aramid crystalline and poled aramid crystalline; phonon vibrational density of

state (vDOS) of amide group of unpoled aramid crystalline and poled aramid crystalline in (c) x; (d) y direction.

为了进一步分析芳纶聚合物在非晶态、非极化晶态和极化晶态结构下的热导率变化

机理，我们分别计算了其各自结构中酰胺基和苯环的声子态密度(vDOS)。图 4（c）给出

了非晶结构和极化前后酰胺基在 x 方向的声子态密度。首先，非晶结构酰胺基的声子态

密度峰值最低，某一频率下的声子容易向相邻频率散射，所以非晶结构的热导率最低。

其次，晶态结构在极化之后峰值明显增加并且发生蓝移，降低了声子散射，酰胺基对 x
方向的热导率贡献增加。图 4（d）给出了极化前后酰胺基在 y 方向的声子态密度，极化

前后并没有发生太大变化。酰胺基在 z 方向上的声子态密度在附录信息中（图 S3）。非

晶结构和极化前后苯环在三个方向的声子态密度在图 5（a）中给出。对于非晶态结构而

言，苯环的声子态密度峰值相对于晶态而言最低，容易发生声子散射，导致热导率最低。

对于晶态结构而言，极化之后苯环的声子态密度在 x 方向上峰值降低，y 方向上峰值明

显增大，z 方向上低频段峰值升高但是高频段峰值降低。综合分析酰胺基和苯环的声子

态密度，可以得出芳纶聚合物的非晶态热导率最低，晶态结构极化之后，x 和 z 方向的

热导率略微降低，但是 y 方向的热导率略微升高，与计算结果一致。

最后，我们计算了极化前后晶态结构 z 方向的声子频谱能量密度（SED）来更进一

步分析芳纶晶态结构在极化前后的热传导机理，如图 5（b）和（c）所示。通过对比可以

发现，极化之后，在黑色椭圆区域中，沿着布里渊带边缘到中心的方向，未极化晶态的

光学分支光谱清晰，而极化晶态的光学分支光谱逐渐衰减。另一方面，极化后黑色椭圆

内的红色区域面积减小。这两个现象说明极化之后声子寿命更短，也就意味着 z 方向的

热导率比极化之前低。

图 5 （a）极化前后，芳纶晶态结构中苯环在三个方向上的声子态密度，z 方向上的声子谱能量密度

（b）芳纶晶态结构未极化和（c）芳纶晶态结构极化。

Fig. 5. (a) The phonon vibrational density of state (vDOS) of benzene rings of unpoled aramid crystalline and



poled aramid crystalline in all directions; SED map of unpoled aramid crystalline (b) and poled aramid

crystalline (c) along z direction.

3 结 论

综上所述，我们首先通过分子动力学模拟研究了微形貌和结构极化对芳纶聚合物传

热的影响。晶态结构的热导率明显高于非晶态结构的热导率，因此，提高分子链的排列

顺序可以提高芳纶聚合物的导热性能。然后在 y 方向施加电场得到了极化的芳纶聚合物

晶态结构并计算了对应的热导率，对比发现极化之后 y 方向上热导率升高，但在 x 和 z
方向上，热导率降低。最后通过二面角分布、声子态密度和声子谱能量密度定量分析了

热导率变化的机理。我们的研究可以为调控芳纶聚合物的传热性能提供见解。
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摘要：本文结合 TCAD电热仿真和声子蒙特卡罗 (MC) 模拟，研究了氮化镓 (GaN) 高电子迁移率晶体

管 (HEMT) 中的自热效应。通过在 TCAD仿真中重建 MC预测的沟道温度分布，分析了声子弹道输运

对器件漏极电流退化的影响。结果表明自热引起的漏极电流下降主要与法向弹道效应相关。虽然由热

源尺寸和声子自由程相关的引起的弹道效应会显著提高栅极下方靠近漏极一侧的温度，但由于该区域

电子速度在高电场的作用下发生饱和，导致其几乎不受温度的影响。此外，本文讨论了器件热设计中

应考虑的因素，以减少器件最高温度以及减轻自热效应对电学性能退化的影响。

关键词：GaN HEMT，电热仿真，声子蒙特卡洛模拟

0 前言

氮化镓 (GaN) 高电子迁移率晶体管 (HEMT) 由于其高电子迁移率、高击穿电压和优

异的热稳定性等出色性能，已成为高频和高功率应用中的理想器件[1]。然而，由于

GaN HEMTs 的功率密度很高，显著的自热效应不仅会引起可靠性问题，还会通过温度

依赖的材料特性如电子迁移率等严重影器件的电气性能[2, 3]。在 GaN HEMTs 中，电子

主要在 AlGaN/GaN 异质结处形成的二维沟道中运动，也被称作二维电子气 (2DEG) 。
GaN HEMTs 的电学性能受自热效应的影响发生退化，主要是由于二维电子气迁移率由

温度升高而降低。因此，为定量认识自热效应对器件电学性能的影响，关键是要准确预

测各种情况下的沟道温度分布。

在 GaN HEMTs中，热量主要在 GaN 层顶部的 2DEG 区域产生，且热源尺寸远小于

器件的整体长度和宽度，因此在近结热输运过程中存在显著的扩展热阻[4]。同时，由

于 GaN 缓冲层的厚度和热源尺寸与声子平均自由程 (MFP) 相当，这会导致傅立叶定律

失效[5]。声子-边界散射可以降低 GaN 薄膜的热导率，而与热源相关的声子弹道输运则

可以进一步增加热点温度[6]。有关 GaN HEMTs中的声子输运的研究表明，弹道效应可

以导致更陡峭的温度分布，并产生局部热点[7, 8]。最近的研究还表明，由于焦耳热分

布与偏置电压显著相关，声子弹道效应的强度表现出相当大的偏置依赖性[9]。
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有关声子弹道效应对沟道温度分布的影响已经在一些研究中进行了探讨，然而，

目前尚缺乏声子弹道效应对器件电学性能退化影响的系统研究。器件自热效应引起的主

要影响之一就是漏极电流的降低，基于傅里叶定律，目前有了较多的的电热仿真研究

[10-14]。然而在不同偏置电压下，这些电热仿真的预测结果与实验值吻合都非常良好。

考虑到声子弹道效应会显著影响沟道的温度场分布，这进一步增大了研究 GaN HEMTs
的电学性能退化与声子弹道效应之间联系的必要性。

本研究通过 TCAD 电热仿真和声子蒙特卡罗(MC)模拟研究了 GaN HEMTs中的自热

效应。通过采用两个等效热导率，在 TCAD 模拟中重建了 MC 模拟得到的沟道温度分

布。分别分析了法向弹道效应和与热源相关的弹道效应对不同几何尺寸的 GaN HEMTs
漏极电流退化的影响。同时，本文探讨了减少最大器件温度和减轻自热效应的热设计因

素。本研究旨在加强对声子弹道输运对 GaN HEMTs 电学性能退化影响的理解，并预期

为更好的器件设计提供相关见解。

1 模拟体系及方法

研究的 HEMT 器件结构如图 1 所示[15]，由五层组成。从上到下分别是 SiN 钝化层，

Al0.25Ga0.75N势垒层，掺杂浓度为ܰௗ = 2 × 18 cm-3，非故意掺杂的Al0.25Ga0.75N间隔层，

掺杂浓度为ܰௗ = 1 × 15 cm-3， GaN 缓冲层，以及 SiC 衬底。隔层的厚度分别为为 50
nm、18 nm、2 nm、2 μm和 10 nm。HEMT的栅长为ܮ = 100 nm，源、漏接触区域的长

度相同，均为ܮsg ൌ gdܮ = 0.95 μm。器件使用 Sentaurus TCAD 搭建并进行模拟，在模拟

中采用漂移扩散模型 (DDM) 描述电子输运过程。分别采用 Masetti 模型[16]和 Canali 模
型[17]来描述电子迁移率的掺杂依赖性，以及温度和电场的依赖性。详细的设置信息可

参考文献[18, 19]。图 2 展示了 TCAD 仿真得到的 HEMT 输出特性曲线。可以看到在考

虑自热效应后，器件的漏极电流 (ௗܫ) 降低并与实验结果取得了良好的一致性。

图 1 GaN HEMT 器件结构示意图 图 2 器件输出曲线，曲线：TCAD仿真；符号：

实验

在通过TCAD电热仿真得到焦耳热分布后，即可将其用作声子MC模拟中的声子发

射源。详细的模拟过程可参考文献[9]。模拟中忽略了 AlGaN/GaN 界面上方的结构，只

考虑了 GaN 和 SiC层，并采用漫射失配模 (DMM)描述 GaN 和 SiC之间的界面声子穿透

率[20]。在 MC 模拟中采用了 Born-von Karman 模型来描述 GaN 和 SiC 的色散关系，角

频率ω和波矢݇之间的关系可以描述为ω( )݇ = ω sin(Ɏ݇Ȁʹ ݇ )，其中 ݇ = (6πଶ )݊ଵȀଷ，



݊表示原胞的体积密度。采用 Matthiessen 定则计算总弛豫时间τିଵ = τூ
ିଵ + τ

ିଵ = ωସܣ +

。为常数，可通过拟合热导率随温度变化的曲线得到[21]ܥ,ܤ,ܣ其中，(ܶ/ܥ−)ωଶܶexpܤ
本文仿真中所采用的声子色散及弛豫时间参数如表 1所示。模型计算的 GaN和 SiC的体

材料热导率分别为 220 W/mK 和 350 W/mK，与实验值吻合良好。

表 1声子色散及弛豫时间参数

参数（单位） GaN SiC
݇ (1 × 10ଽ mିଵ) 10.94 8.94

߱ (1 × 10ଵଷ rad/s) 3.50 7.12
a ൫Å൯ 2.87 3.51

ܣ (1 × 10ିସହ sଷ) 5.26 1.00
ܤ (1 × 10ଽ s/K) 1.10 0.596

ܥ (K) 200 235

2 结果与讨论

2.1 沟道温度分布

图 3 在 dܲiss = 5 W/mm时， MC模拟及使用体材料热导率的 FEM 仿真预测的不同偏压下沟道温度分

布。电压偏置分别为൫ܸ, ௗܸ൯= (−1 ܸ, 6.7 ܸ), (1 ܸ, 4.1 ܸ)和(2 ܸ, 3.8 ܸ)。图中标出了栅极和高场区域

的位置

图 3 展示了在功耗均为 dܲiss = 5 W/mm时，MC 模拟及采用体材料热导率的有限元

(FEM)仿真预测得到的不同偏置下沟道温度分布。在整个通道内，由于声子弹道效应

MC 模拟得到的温度始终高于 FEM 的预测结果。此外，温度差异程度呈现出了显著的

偏置性，且在沟道的不同区域差异程度明显不同。在栅极下方靠近漏极的一侧，MC 模

拟预测的温度明显高于 FEM，且呈现出强烈的偏置依赖性。而在高场区域以外，MC和

FEM 之间的差异相对较小，且偏置依赖性并不十分明显。这种差异来自于不同的声子

弹道输运机制，由声子-边界散射引起的法向弹道效应仅依赖于于 GaN 薄膜的厚度，可

以同时均匀地提高整个沟道温度[5]。然而，当热源的尺寸与 MFP 相当时，大小相关的

球形效应依赖于热发生的分布，并主要提高热源温度[9]。 因此，低场区域的温度主要

受到法向弹道效应的影响，而栅极下方靠近漏极一侧边缘处的高场区域，则与由高度集



中的产热引起的弹道效应显著相关。 因此，准确地反映这两种弹道效应，对于准确预

测沟道温度分布至关重要。

法向弹道效应已经有相对较为深入的研究，并可以采用与厚度相关的薄膜等效热

导率来进行有效的建模[22, 23]。为了反映热源尺寸相关的弹道效应对温度场的影响，

首先要准确了解不同偏置电压下器件的产热分布。为此， Chen 等提出了双热源模型

[19]，如图 1所示。双热源模型将整个沟道的产热分为两个部分：热源 1（HS1）和热源

2（HS2）。HS1的长度与沟道长度相当，ܮHS1 = finger，HS2位于栅极下方靠近漏极边缘ܮ

的位置，长度为ܮHS2 = 0.16 μm。当器件处于线性区时，即 ௗܸ小于饱和电压 dܸsat时，功

耗均匀地分布在整个HS1区域中。当 ௗܸ > dܸsat时，HS1中的功耗保持不变，而新的热量

仅在 HS2区域中产生。双热源模型可以表示为：

൜
ଵܲ = dܫ dܸ, ଶܲ = 0, dܸ ≤ dܸsat

ଵܲ = dܫ dܸsat, ଶܲ = )dܫ dܸ − dܸsat), dܸ > dܸsat
(2)

ଵܲ和 ଶܲ分别代表 HS1 和 HS2 中的产热功率，模型被证明适用于具有不同几何参数的器

件。

由于ܮHS1相对较大，HS1 中的产热仅会导致微弱的弹道效应，只有当功耗开始集中

于 HS2 区域时，由热源尺寸引起的弹道效应才开始变得显著。因此，为了探究法向弹

道效应和与热源尺寸相关的弹道效应对沟道温度的影响，我们可以分别采用两个等效热

导率。首先，对整个GaN层采用与薄膜厚度相关的法向有效热导率 f݇ilm，该热导率可以

使用 Majumdar 提出的模型进行计算。此外，在 HS2 区域设置极低的热导率 H݇S2，以考

虑热源相关的弹道效应对局域温度的影响。对于本文所采用的声子性质，计算得到的

f݇ilm为 115 W/mK， H݇S2选取为 8 W/mK。

图 4 MC模拟和使用两个等效热导率的 FEM在不同偏置下预测的沟道温度分布，

dܲiss = 5 W/mm

图 4 显示了 MC 模拟和基于等效热导率的 FEM 预测得到的沟道温度分布，二者在

所有的偏置下都呈现良好的一致性。当 ܸ = 2 V时，由于此时沟道处于完全导通状态，

几乎所有的热量都在 HS1 中产生，这也导致了一定的弹道效应，因此 FEM 的预测结果



略低于 MC 的结果。然而总体的一致性表明，两个等效热导率成功地捕捉了声子弹道输

运对 GaN HEMT 通道温度的影响。接下来可以重新进行电热 TCAD 仿真，以分析漏极

电流退化的情况。

2.2 由热源引起的弹道效应的影响

图 5 ܮ = 100 nm的 HEMT，在不同 H݇S2设置下 ܸ = 0 V 和 ௗܸ = 10 V时的 (a) 沟道温度

分布以及 (b) 电子速度分布

图 5 展示了沟道温度和电子速度的分布，如图 5 (a) 所示，通过设置一个较低的

H݇S2，TCAD 仿真成功地捕捉到了由热源引起的弹道效应引起的局域温度上升。然而，

尽管 HS2 区域温度存在显著差异，沟道内的电子速度分布保持不变。这主要是因为电

子速度同时受到电场和温度的影响。在低电场下，电子迁移率主要受声子散射的影响，

其值随着温度的升高而降低。而当电场强度足够强时，电子的漂移速度达到饱和值 ，satݒ

其值与温度呈弱相关行。为定性分析，Chen等提出了一个适用于 GaN HEMTs电子漂移

速度的近似模型[18]，

ቐ
μ( ܶ)൬

ܶ

ܶ
൰
ି

ǡ�low-fieldܧ

vsat , high-field 

(3)

T为参考温度 300 K， α = 1.5为拟合系数。使用式 (3)，可以很好地理解图 5 中的模拟

结果。在 HS2 区域，电场强度非常高，以至于电子速度达到饱和，几乎不受温度变化

的影响。而与热源相关的弹道效应主要存在于 HS2 区域中，几乎不影响远离热源的区

域，如图 4 所示。在其他模拟工作中也观察到了相同的现象[7, 8, 24, 25]。因此，尽管

GaN HEMTs 中的与热源尺寸相关的弹道效应可以显著提高热点温度，但对沟道电子速

度及相应的漏极电流退化影响较小。

为了关联漏极电流退化的强度和沟道温度的关系，Chen 等人提出了一个等效沟道

温度 eܶq。当器件处于温度为 uܶniform的均匀热浴中时，若其漏极电流与同一偏置下考虑

自热效应后电热仿真的预测结果相同时，则 uܶniform定义为该偏置下的 eܶq，

eܶq( GܸSǡܸ DS) ൌ uܶniform( GܸSǡܸ DS)|ூDS,self-heatingୀூDS,uniform
(4)

eܶq可以用于衡量自热效应引起的器件漏极电流退化的强度。 图 5 (a) 中标记了沟道

内温度等于 eܶq的位置。不同 H݇S2设置下 eܶq的位置几乎相同，且均远离热点区域。这进



一步说明了 HEMT 器件漏极电流退化的强度主要由低场区域所控制，而这部分区域的

温度几乎不受到由热源尺寸相关的弹道输运的影响。图 6比较了不同偏置和不同 H݇S2设

置下 eܶq和最大温度 mܶax随总功耗的变化。 mܶax和 eܶq都随着 dܲiss的增长而增加，而 mܶax要

远高于同等功耗下的 eܶq，并展现出强烈的偏置依赖性。当 ௗܸ超过 dܸsat时，热量开始在

具有较小宽度的 HS2 区域中产生。即使不考虑与热源宽度相当的声子弹道效应，即在

H݇S2 ൌ f݇ilm的情况下，也可以观察到 mܶax随 dܲiss变化规律在线性区和饱和区中的明显差

异。这表明，由热源宽度减小而引起的扩展热阻的增加本身就可以导致最高温度的显著

升高和强烈的偏置依赖性。通过比较使用不同 H݇S2设置下的 mܶax，可以声子弹道输运进

一步提高了 mܶax，并增强了偏置依赖性。而与 mܶax相反， eܶq几乎不受偏置电压影响，也

不受与热源相关的声子弹道效应的影响，这进一步说明了自热效应引起的器件漏极电流

退化主要由远离热点的低场区域所控制。

图 6 不同 H݇S2下，ܮ = 100 nm的 HEMT器件中 mܶax和 eܶq随 dܲiss的变化

为了进一步验证上述分析，我们对具有更长栅极和栅源/栅漏间距的 HEMT 器件进

行了分析。 图 7 展示了ܮ = 1 um，ܮsg = 1 μm，ܮgd = 3 um的 HEMT 器件沟道内的温

度和电子速度分布。对于长栅HEMT，大部分栅控区域场强仍然相对较低，其中的电子

迁移率仍然在较大程度上受到温度效应的影响。此时，沟道电阻由源接入区域和栅控的

低场部分共同决定，如图 7 (a) 所示， eܶq的位置出现在栅极靠近源极一侧的边缘。然而，

高场区域仍然位于栅极下方靠近漏极一侧的边缘，宽度几乎与ܮHS2相同。因此，即使对

于长栅HEMT，与热源相关的弹道效应仍然仅会提高栅极下方靠近漏极一侧的最高温度，

而几乎不影响器件的电学性能。



图 7 ܸ ൌ Ͳ��ǡܸ ௗ ൌ ͳͲ�ܸ时，ܮ = 1 um，ܮsg = 1 μm，ܮgd = 3 um 的 HEMT器件的沟

道 (a) 温度和 (b) 电子速度分布

2.3 法向弹道效应的影响

图 8 不同薄膜热导率设置下，ܮ = 100 nm 的 HEMT 的沟道 (a) 温度和 (b) 电子速度分布

法向弹道效应可以均匀地提高整个沟道温度，其影响可以用薄膜的等效热导率来

反映。为了定性地分析其对器件漏极电流退化的影响，选取不同 f݇ilm值进行了 TCAD 电

热仿真。图 8展示了薄膜热导率分别设置为 115 W/mK 和 50 W/mK 时，沟道的温度场和

电子速度的分布。由于整个沟道的温度都受到了影响，因此此时不同情况下沟道的电子

速度分布有着显著的不同。

图 9 (a)显示了模拟得到的器件输出电流。当 f݇ilm选取的值较小时，自热效应引起的

漏极电流退化显著增强。电流退化现象在 ܸ = 2 V时最为明显，因为此时热量主要耗散

在 HS1 中，低场区域的温度更容易受到影响。图 9 (b) 展示了不同情况下 eܶq随 dܲiss的变

化。较低的 f݇ilm会导致相同 dܲiss下的 eܶq更高。然而， eܶq在不同薄膜热导率设置下仍然

是偏置无关的，因为不同的薄膜热导率只会改变沟道温度的绝对值。如图 8 (a) 所示，

不同设置下 eܶq位置几乎相同，只有 eܶq的绝对值有所不同。



图 9 不同薄膜热导率下，ܮ = 100 nm的 HEMT 器件的 (a) 输出特性和 (b) 在不同偏置下 eܶq

随 dܲiss的变化

根据以上分析，对于横向的 GaN HEMT 器件，自热效应和声子弹道效应的相关影

响可以得到清晰的理解。我们可以定义两个指标 mܶax和 eܶq来评估器件的热性能。 mܶax通

常用于定义器件的总热阻，用于衡量器件的可靠性，法向弹道效应和与热源相关的弹道

效应的同时影响，同时呈现出高度的偏置依赖性。 eܶq用于衡量自热效应引起的电学退

化的强度，主要受到法向弹道效应的影响。由于它更接近于沟道平均温度，因此它几乎

是偏置无关的，尤其对于短柵 HEMT 器件。提高器件的可靠性及减轻自热效应引起的

电学性能退化，本质上是改进器件设计以降低 mܶax和 eܶq。

3 结 论

本文中，我们通过结合 TCAD 电热仿真和声子 MC 模拟，研究了 GaN HEMT 中的

自热效应。通过设置两个等效热导率，我们将 MC预测的温度分布在 TCAD中实现了重

建，并以此分析了弹道效应对器件漏极电流退化的影响。模拟结果表明，由热源尺寸与

声子 MFP 相当的弹道效应会显着增加栅极下方靠近漏极一侧高场区域的温度。然而，

由于高场区的电子速度几乎达到饱和且几乎与温度无关，这种弹道效应对器件的漏极电

流退化几乎没有影响。另一方面，由声子-边界散射引起的法向弹道效应会同时提高整

个沟道的温度，从而会显著影响器件的电学特性。可以使用两个指标标准来测量

HEMT 器件的热性能，即 mܶax 和 eܶq，分别用于评估器件的可靠性和自热效应引起的电

学性能退化的强度。 mܶax同时受两种弹道效应的影响，而 eܶq则主要受到法向弹道效应

的影响。这个工作提供了对横向 HEMT 器件中，声子弹道效应对器件电学性能退化影

响的了解，并有利于器件设计以实现更好的电性能及热性能的表现。
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摘要：为研究涡激运动对钝体换热性能的影响，采用 CFD 方法模拟了两种不同轴长比(AR)的椭圆柱在

不同自由度下发生涡激运动时流场内的流动与传热特性。椭圆柱具有横向自由度和 Z 方向的转动自由

度。结果表明：转动自由度的存在显著的影响椭圆柱的横向振动响应，对于轴长比为 0.5 的椭圆柱，涡

激转动显著提升了椭圆柱的换热特性，对于轴长比为 2.0 的椭圆柱，在 Ur = 3~7 的范围内，涡激转动抑

制了热量的传递；Ur ≥ 8 时，涡激转动对传热有积极作用。

关键词：涡激运动；转动自由度；传热；折合速度

Abstract: To study the effect of vortex-induced motion on the heat transfer performance of a blunt body, the

flow and heat transfer characteristics within the flow field of two elliptic cylinders with different axial length

ratio (AR) under different degrees of freedom when vortex-induced motion occurs are simulated by CFD method.

The elliptical cylinders have transverse degrees of freedom and rotational degrees of freedom in the z-direction.

The results show that the presence of the rotational degrees of freedom significantly affects the transverse

vibration response of the elliptical cylinder. For an elliptical cylinder with an axial length ratio of 0.5, the

vorticity-induced rotation significantly enhances the heat transfer characteristics of the elliptical cylinder, and

for an elliptical cylinder with an axial length ratio of 2.0, the vorticity-induced rotation suppresses the heat

transfer in the range of Ur = 3 to 7; for Ur ≥ 8, the vortex rotation has a positive effect on heat transfer. 

Keywords: vortex-induced motion; rotation degrees of freedom; heat transfer; reduced velocity

0 前言

钝体扰流是自然界和工程实践中常见的物理现象，如水流过桥梁、海洋立管，气流

掠过飞机、汽车等。当流体流经钝体时，会出现边界层的分离和涡脱落现象，交替产生

的周期性涡流会对钝体产生周期性变化的流体力，从而引起结构的运动[1]。涡激运动包

括涡激振动(Vortex-induced vibration，VIV)和涡激转动(Vortex-induced rotation，VIR)。钝

体具有多种截面形式，主要包括圆型、椭圆型、方型、翼型等。目前针对不同截面形式

的钝体绕流产生涡激振动的问题已经有了大量的研究，其中关于圆柱绕流[2, 3]最为丰富。

而相较于圆柱来说，椭圆柱在一定条件下具有更低的流动阻力，且在相同体积下，能够

布置更多的换热面积。在工程实践领域，椭圆柱越来越多的被应用到地铁车站的空调机

组，发电站的空冷系统、冷水机组的诱导期系统等等。目前大部分学者考察涡激振动传



热特性的研究更多的是针对于圆柱这一结构，对于椭圆柱来说，更多的则是聚焦于绕流

状态下的换热特性[4]以及涡激振动时的流动特性[5]。

除了涡激振动以外，涡激转动也是和工程领域密切相关的重要问题，国内外的学者

为更好的揭示 VIR 的机理也进行了相关的研究。康庄和倪问池[6]发现了具有旋转自由度

的圆柱发生涡激转动时可以发生艏摇现象，艏摇频率和横向振动频率一致。Madani[7]等

人通过数值模拟的方法展示了雷诺数为 100 时具有转动自由度的圆柱的转动响应现象，

发现由于马格努斯效应，旋转显著增加了非定常升力。Ryu 和 Iaccarino[8]数值研究了刚

性方柱的涡激旋转，揭示了六种不同的动力响应和耦合涡旋模式。可见对于钝体绕流产

生涡激转动的研究并不新鲜，相比之下，对于 VIV 和 VIR 耦合响应的研究仍不多见，在

此基础上同时关注到换热特性的研究更为少见。本文针对具有横向自由度和旋转自由度

的恒温单椭圆柱的流固耦合问题进行研究，分析了两种轴长比的椭圆柱在不同折合速度

下的运动特性和温度场的分布。

1 数值方法

1.1 计算模型

计算区域和椭圆柱结构如图 1 所示，为避免边界对流体流动的影响，计算区域尺寸

取 50D×30D[9]，D 为椭圆柱等效直径(D = b/a)，a 和 b 分别为椭圆柱 x 方向和 y 方向上的

半轴长。椭圆柱中心距速度入口边界 10D，距出口边界 40D，上下边界距椭圆柱中心均

为 15D。椭圆柱可简化为质量-弹簧振子模型，具有横向自由度和 Z 方向旋转自由度。假

设两个方向上的弹簧具有相同的固有频率(fn = fnθ)和相同的阻尼比(ξ = ξθ)，椭圆柱的面积

固定为 A = πab = π/4。

图 1 椭圆柱涡激运动的计算模型

Fig.1 Calculation model of vortex-induced motion of elliptic cylinder

1.2 控制方程和边界条件

二维、不可压缩、常物性、非稳态、粘性流体在笛卡尔坐标系下的无量纲控制方程

组为：
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式中：

/X x D， /Y y D ， / ( / )  t D u ，
2/ ( ) P p u ，    /    hT T T T

其中 X，Y 为无量纲坐标，τ 为无量纲时间，U 和 V 是速度在 x 和 y 方向上的分量，P 为

压强，Θ 为无量纲温度，T∞为流体温度，Th为椭圆柱温度，ρ 为流体密度，Pr 为普朗特

数，Re 为雷诺数。

椭圆柱运动的无量纲控制方程可描述为：
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式中：

/* *X x D ， /* *Y y D ，  / 2  c k m ，  / 2    c k I ，  /r nU u f D ，

 /  r nU u f D ，  / / 2nf k m ，  / / 2  nf k I ，  2* / m m D ，

 4* / I I D ，  22 /  D DC F u D ，  22 /  L LC F u D ，  2 22 /   M MC F u D

其中，X*、Y*为椭圆柱在 x 和 y 方向上的位移，θ 为转动角度，ξ 和 ξθ 为阻尼比，Ur 和

Urθ 为折合速度，fn 和 fnθ 为固有频率，k 和 kθ 为弹性系数，m*为质量比，I*为转动惯量

比，I 为转动惯量，CD为阻力系数，CL为升力系数，CM为转矩系数。考虑到转动自由度，

有：Ur = Urθ，I* = m*(a2 + b2) / (4D2)。
初始时刻高温流体由左端流入流场，流经低温的椭圆柱并与之发生换热。流动工质

选取空气，Pr 数为 0.7，所设置的边界条件无量纲化后为：入口为速度入口(U = 1，V =
0，Θ = 0，∂P/∂X = 0)，上下采用对称边界(∂U/∂Y = 0，V = 0，∂P/∂Y = 0，∂Θ/∂Y = 0)，椭

圆柱表面为无滑移条件(U = 0，V = 0，Θ = 1)，出口为压力出口(∂U/∂X = 0，∂V/∂X = 0，
P = 0，∂Θ/∂X = 0)，初始时刻(U = 0，V = 0，P = 0，Θ = 0，X* = 0，Y* = 0)。
1.3 求解方法

本文选用动网格方法中 6DOF 模型并嵌入 UDF 的方法来实现网格域的迭代更新，

进而实现不同自由度下的流体流动和固体运动之间的耦合计算。采用 SIMPLE 算法进行

速度-压力耦合修正，选用 QUICK 格式进行对流项的离散，固体的运动方程采用四阶龙



格-库塔方法求解，根据局部努塞尔数 Nu 的大小来考察系统内部对流换热的强烈程度。

局部努塞尔数 Nu、表面平均努塞尔数 NuS 和时间平均努塞尔数 NuA 的表达式分别

为：






h D
Nu ，

2

0

1 '
2






 SNu Nud ，
0

1 




 
c

A S

c

Nu Nu d (8)

式中：h 为对流换热系数，λ 为导热系数，θ’为椭圆柱的位置角，τc是一个稳定周期。

时间步长固定为 0.005，使得库朗数(Cn)最大值不超过 0.5。在 1 个时间步长内，当

表面平均努塞尔数 NuS的相对偏差小于 10-5时，可认为该迭代收敛。

1.4 计算网格

计算域整体选用非均分的结构化四边形网格，为提高计算精度，对圆柱壁面附近及

尾流区域进行加密处理，如图 2 所示。在 Ur = 4，m* = 5，AR = 0.5 的工况下，选用 4 套

不同密度的网格进行网格独立性验证，结果如表 1 所示。根据最大横向振幅 Ymax/D，最

大转动角度 θmax，时间平均努塞尔数 NuA，升力系数的均方根值 CL
’和转矩系数的均方根

值 CM
’，平均阻力系数CD来检验网格质量。从表 1 可以看出，随着网格数的增大，各参

数的变化趋势都变缓，当网格数为 G3 时，各参数的相对误差均小于 1.8%，综合考虑计

算精度和效率，本文选用 G3 的网格进行数值模拟。

(a) 初始网格分布

(a) Initial grid distribution

(b) 局部网格放大图

(b) Enlarged view of local grid

图 2 计算域网格

Fig. 2 Calculation domain grid

表 1 网格独立性验证

Table 1 Grid independence verification

编号 网格数 Ymax/D θmax(rad) NuA CL
’ CD CM

’

G1 74324
0.3772

(0.438%)
0.5043

(0.338%)
6.7634

(0.071%)
0.2461

(1.737%)
1.3276

(0.312%)
0.3193

(2.070%)

G2 118404
0.3770

(0.374%)
0.5041

(0.298%)
6.7619

(0.048%)
0.2460

(1.727%)
1.3285

(0.240%)
0.3187

(1.881%)

G3 148204
0.3765

(0.229%)
0.5034

(0.159%)
6.7634

(0.071%)
0.2458

(1.631%)
1.3278

(0.297%)
0.3152

(0.76%)
G4 176244 0.3756 0.5026 6.7586 0.2419 1.3317 0.3128



1.5 数值方法验证

为保证本文所采用数值方法的准确性，针对 Re = 150，AR = 2、m* = 10、ξ = ξθ = 0.003
的工况，对二自由度椭圆柱涡激运动问题进行模拟，与采用不同数值方法的文献[10]中的

结果进行对比，如图 3、图 4 所示。在考虑的所有折合速度下，最大横向振幅和最大转

动角度与文献结果对比的平均误差分别为 2.22%、4.39%。可以看出本文结果 Ymax/D、θmax

和文献结果吻合良好，可证明数值方法的准确性。
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图 3 不同折合速度下最大横向振幅对比

Fig. 3 Comparison of maximum transverse

amplitude at different Ur

图 4 不同折合速度下最大转动角度对比

Fig. 4 Comparison of maximum rotation angle at

different Ur

2 结果和讨论

2.1 计算工况

本次数值计算中，所考虑的质量比 m* = 5，为获得较大的振幅和转动角度，设定阻

尼比 ξ = ξθ = 0，雷诺数 Re = 150，针对了两种轴长比(AR = 0.5、2.0)的椭圆柱进行模拟。

2.2 振动和频率响应

两种 AR 的椭圆柱在不同自由度下的频率和运动响应如图 5 所示，可以看出，所有

情形下横向振动频率 fy和转动频率 fθ是完全一致的。同时，也揭示了升力和扭矩的变化

具有相同的频率，这与文献[10]中所发现的现象一致。另外，由于转动自由度的存在，椭

圆柱的横向振动受到显著的影响。
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图 5 不同自由度下椭圆柱频率和运动响应

Fig. 5 Frequency and motion response of elliptic cylinder with different DOF

对于涡激运动问题，锁定现象是一个非常显著的特征，当椭圆柱的运动频率接近结

构的固有频率时，可认为发生锁定现象。根据图 5 左图可以发现，在 AR = 0.5 时，2DOF
的椭圆柱的锁定区间约为 4 ≤ Ur ≤ 7，相比于 1DOF 时(锁定区间约为 4 ≤ Ur ≤ 6)，有明显

的增宽。当 AR = 2.0 时，其锁定区间约为 5 ≤ Ur ≤ 8，与 1DOF 时相比，同样出现了增宽

现象。在锁定区间外，2DOF 椭圆柱的横向振幅和转动幅度都很小，几乎可以忽略不计，

进入锁定区间后，椭圆柱的横向振动和转动逐渐剧烈，均随着 Ur的增大先增加，远离锁

定区间后减小。值得注意的是，在 AR = 0.5、1DOF 的情况下，当 Ur = 5 时，虽然此时的

振动频率接近固有频率，但横向振动幅度却很小，这是由于振动过程中出现了“拍振”现
象，导致椭圆柱的横向响应减小。

在本文所研究的质量比 m* = 5 的情况下，对于 AR = 0.5 的椭圆柱，在 1DOF 的情况

下，Ur = 4 时，最大横向振幅为 Ymax/D = 0.136，而在 2DOF 情况下，最大横向振幅却达

到了 Ymax/D = 0.377。在 Ur = 5 时，这一变化更为明显，2DOF 时的最大横向振幅与只有

横向自由度时相比，成倍数的增长。可以看出，由于转动自由度的存在，明显的加强了

横向振动响应，这一发现与文献[10]得出的结论类似。

当 AR 增大到 2.0 后，由于转动自由度的存在，与 AR = 0.5 时相比，横向振动响应表

现出相反的趋势。在 1DOF 的情况下，最大振幅为 Ymax/D = 1.521，相比于转动情况下降

了一半以上，这主要是由于升力波动的影响。在考虑的所有折合速度下，椭圆柱的最大

横向振幅和最大转动角度与 AR = 0.5 时相比均有所提升，这是由于椭圆柱轴长比的改变，

边界层分离点前移，尾涡的强度更强，从而增强横向振动和转动。
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图 6 不同 Ur下升力系数的均方根值和平均阻力系数变化情形

Fig. 6 Variation of CL
’ and CD under different Ur

图 6 给出了两种不同 AR 的椭圆柱的升力系数的均方根值和平均阻力系数随折合速

度的变化情况。对于所有的 1DOF 的情况，CL
’随着 Ur 的增加达到峰值后，在离开锁定

区间之前迅速下降至最低点，随后再次增大，并逐渐向固定情况时靠近。最大升力系数

与最大 Ymax/D 并非完全对应，这是由于运动幅值不仅与升力系数有关，同时也受流体与

固体运动之间发生的能量传递的影响。对于 2DOF 情形，AR = 0.5 时 CL
’的变化趋势同最

大横向振幅相似，均随着折合速度增大先增加后减小。AR = 2.0 时，由于转动自由度的

存在，较大幅度的旋转响应对 CL
’的变化趋势产生了影响，与 1DOF 时相比，升力系数曲

线的下降是减少椭圆柱横向振幅的部分原因。

从图 6(b)中可以发现，所有情况下的平均阻力系数随 Ur的变化趋势与横向振动响应

的变化趋势相似，在锁定区间内达到最大值，远离锁定区间之后开始减少，逐渐接近固

定情况。对于 AR = 2.0 的椭圆柱，由于转动自由度的存在，与 1DOF 时相比，锁定区域

的平均阻力系数有所降低，可以解释为 1DOF 的椭圆柱在较大幅度的横向振动的作用下，

椭圆柱尾部低压区域有所增加，从而增大平均阻力系数。

图 7(a)展示了 AR = 0.5 时充分发展的涡量场。对于 2DOF 的情况下，可以看出尾涡

脱落的模式是以经典的 2S 模式为主，当 Ur从 3 增加到 4 时，进入椭圆柱的锁定区间，

椭圆柱的横向振动和转动更加剧烈，尾迹明显变宽，在后端形成两排平行的涡街。随着

Ur的不断增加，其转动幅度减弱，尾流区出现交替脱落的漩涡，这是因为椭圆柱的有限

旋转只会对尾迹产生有限的影响。在 1DOF 的情况下，涡脱落模式都是典型的 2S 模式，

在 Ur = 4 时，与其他情况不同的是，由于椭圆柱横向振动的幅度较大，其剪切层更容易

脱落，在尾迹区形成大小相等，方向相反的交错涡街。

AR = 2.0 时充分发展的涡量场如图 7(b)所示。对于所有的 1DOF 情况，显著的特征

是，在锁定区间内，由于椭圆柱的横向振幅较大，在近尾迹区所脱落的两种涡首先表现

为两排间距较宽的平行涡街，随后在远尾迹区旋转方向相反的尾涡发生撞击，旋转方向

相同的尾涡融合，逐渐形成交错排列的涡街，这种模式称为 C(2S)模式。当 Ur进一步增

大后，横向振幅减小，平行涡街的区域变窄。加入转动自由度之后，在 Ur = 6 时，尾涡

模式由 2S 模式转变为一条不规则的 IR 模式的涡街，转动的存在导致近尾迹区漩涡的撞

击更加剧烈，表示涡的演变受到旋转运动的影响。随着 Ur的增大，涡脱落模式演变为平

行和交错排列共存的 C(2S)模式。

(a) AR = 0.5 (b) AR = 2.0



图 7 不同折合速度下椭圆柱的涡量云图

Fig. 7 Vorticity contours of elliptic cylinder at different Ur

2.3 传热特性

为了探究涡激振动与涡激转动对椭圆柱换热的影响，图 8 给出了两种不同 AR 下椭

圆柱的时间平均努塞尔数的变化情况。可以看出，在所考虑的 Ur的范围内，随着轴长比

的扩大，椭圆柱的 NuA多数有所提升，表明适当的增大椭圆柱的轴长比是有利于换热的。

在 AR = 0.5 的情况下，单自由度运动的椭圆柱的 NuA的变化趋势与 Ymax/D 的变化趋势相

似，均在 Ur = 4 时取得最大，随着折合速度的进一步增大逐渐变小。这是由于发生锁频

现象时，椭圆柱的运动幅度较大，从而使得流体冲刷椭圆柱的相对速度变大，导致传热

充分。在 2DOF 的情况下，在锁定区间内，椭圆柱的 NuA较单自由度时均有所提升，在

Ur = 4 时，二者之间相差最大，说明此时涡脱落的趋势得到增强，椭圆柱与冷流体之间

的换热更充分。对比固定情况下，两种自由度的椭圆柱在各自的锁定范围内，其 NuA均

有所提升。

当椭圆柱的轴长比增大为 AR = 2.0 时，对于 1DOF 的情况，椭圆柱的 NuA随 Ur的变

化趋势与横向振动响应随 Ur 的变化趋势类似。在锁定区间内，椭圆柱的横向振动剧烈，

加速周围流体的扰动，破坏边界层的形成，降低传热热阻，从而增大 NuA。与固定情况

相比，在 Ur = 6 时增幅最大，为 16.06%。当转动自由度介入后，在 Ur = 2~4 的范围内，

椭圆柱的横向振幅和转动幅度都较小，转动自由度并没有对 NuA造成较大的波动，两种

不同自由度的椭圆柱的 NuA都比较接近固定情况时的 NuA。在 Ur = 5~7 的范围内，2DOF
的椭圆柱的转动幅度逐渐增大，与 1DOF 时相比，转动响应不仅降低了椭圆柱的横向振

幅，也降低了 NuA。在 Ur = 6 时，NuA的降幅达到最大，为 17.99%。这是由于在此折合

速度范围内，横向振动和转动耦合响应，在椭圆柱的背流区域内，从顶部和底部周期性

脱落的涡在转动自由度的作用下向中间区域挤压，加厚了热边界层，导致 NuA降低。

当 Ur增大到 8 时，2DOF 的椭圆柱的 NuA和 θmax均达到峰值，与 1DOF 时相比，NuA

提升了 7.41%。这是因为在此折合速度下，1DOF 的椭圆柱横向振动响应较弱，传热能力

接近固定情况的椭圆柱。而对于 2DOF 的椭圆柱，Ymax/D 开始减小，较大的转动幅度对

流体流动的影响占主导地位，减少了椭圆柱背流区域内漩涡的挤压，减薄了热边界层的

厚度，从而对换热有积极作用。随着 Ur的进一步增大，两种不同自由度的椭圆柱的 NuA

逐渐接近固定情况。
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图 8 时间平均努塞尔数随折合速度的变化

Fig. 8 Variation of the NuA with Ur

(a) AR = 0.5 (b) AR = 2.0

图 9 不同折合速度下椭圆柱的温度云图

Fig. 9 Temperature contours of elliptic cylinder at different Ur

图 9(a)给出了在不同 Ur下，AR = 0.5 时椭圆柱的温度云图，可以看出不同自由度下

的椭圆柱与冷流体的换热过程并不相同。在 Ur = 4 时，左图的传热过程优于右图。在转

动自由度的影响下，椭圆柱的迎流区域发生周期性改变，扩大了冷流体正面冲刷椭圆柱

的面积，增强了椭圆柱表面与周围流体之间的剪切作用，加快了尾涡的脱落，从而改变

热边界层的发展，增强流体与固体之间的热量交换。AR = 2.0 的椭圆柱在不同 Ur下的温

度云图如图 9(b)所示。1DOF 的椭圆柱在较大的横向振动的影响下，尾迹区两排间距较

宽的涡街对流动剪切层的分离有加速作用，促进了冷流体与椭圆柱之间的热量交换。

2DOF 的椭圆柱在 Ur = 5~7 的范围内，运动表现为横向振动和转动的耦合响应，近椭圆

柱区域不同性质的尾涡的相互撞击阻碍了流动剪切层的分离，降低了漩涡对椭圆柱表面

附近的热流体的输运作用，造成热流体的堆积，无法及时的将热量传递到尾部区域。

4 结 论

本文通过对不同自由度下的等温椭圆柱涡激振动与转动耦合传热的过程进行数值

模拟，研究了两种不同轴长比的椭圆柱的运动响应和传热特性，得到如下结论：

1. 椭圆柱涡激振动响应频率和涡激转动响应频率完全一致，转动自由度对涡激振动产

生显著的影响，对于不同 AR 的椭圆柱，转动自由度均加宽了锁定区域的范围。

2. 在研究的 Ur下，对于 AR = 0.5 的椭圆柱，转动自由度对横向涡激振动响应起激励作

用，最大横向振幅的提升可达 3.4 倍。对于 AR = 2.0 的椭圆柱，转动自由度对横向

涡激振动起抑制作用，在 Ur = 6 时，降幅达一半以上。

3. 不同 AR 的椭圆柱在不同自由度下的传热特性互不相同。对于 AR = 0.5 的椭圆柱，

在锁定区间范围内其换热特性均有所提升，Ur = 5 时，2DOF 的椭圆柱的时间平均

努塞尔数与 1DOF 时相比可提高 10.63%。对于 AR = 2.0 时，1DOF 的椭圆柱在锁定

区间内的换热能力优于固定情况下，换热能力最大可提升 16.06%，2DOF 的椭圆柱

在 Ur = 5~7 的范围内的换热能力被抑制，Ur ≥ 8 后，换热能力与固定情况相比有所

提升。
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摘 要

太阳能热化学二氧化碳分解是减少环境污染和缓解能源危机的有前途的途径。然而，传统的氧化

还原材料受到二氧化碳产量低、反应动力学慢和循环稳定性差的限制，导致太阳能燃料转换效率低。

在这里，Ca 和 Al 掺杂的 SmMnO3钙钛矿被用于高性能太阳能热化学 CO2循环。Sm0.6Ca0.4Mn0.8Al0.2O3

的平均 CO 产量在 1350 /1100 oC 循环下高达的 595.56 μmol g-1。在相同条件下，CO 产量约为未掺杂

SmMnO3的 4.22 倍，并且在多次循环中保持稳定。超高 CO 产率可归因于反应机理从固态表面反应(F2)

转变为体扩散模型(D2)。这项工作为高性能太阳能热化学 CO2 循环提供了新的方法，使其具有高 CO

产率、良好的循环稳定性和小的循环温差。

关键词

太阳能；太阳能燃料；CO2循环；钙钛矿。

0 前言

在过去的几十年中，传统化石燃料的大量使用导致了严重的全球变暖和能源危机问

题，而人类活动对清洁和可持续燃料的需求不断增加[1-3]。将 CO2转化为燃料是解决当

前这一困境的有效途径，世界各地都在研究各种 CO2转化途径，如电化学[4,5]、光化学

[6]、热化学[7,8]。在这些方法中，太阳能热化学二氧化碳在两步氧化还原循环中的分解

由于选择性高、太阳光谱利用范围广和操作条件简单而备受关注，具体描述如下，并如

图 1a 所示[9,10]：

HT
2MO MO 2OH ,

x x / 
  (1)

LT
2MO CO MO COH ,

x x  

    (2)

在这项工作中，Ca 和 Al 掺杂的 SmMnO3被用于高性能热化学 CO2 分解。本文研究

了基于 SmMnO3的不同 Ca、Al 掺杂比的氧化还原性能，发现最佳的 Sm/Ca 和 Mn/Al 比
分别为 0.6:0.4 和 0.8:0.2，即 Sm0.6Ca0.4Mn0.8Al0.2O3。在 1350/1100 oC 循环温度下，CO
产量达到创纪录的 595.56 μmol g-1，约为未掺杂 SmMnO3的 4.22 倍。并且在多次循环

循环中没有发现明显的退化。同时也研究了不同还原和氧化温度对 Sm0.6Ca0.4Mn0.8Al0.2O3



的 CO2热化学分解性能的影响，揭示了固相反应机理。

1 实验部分

1.1 样品制备

所有基于 SmMnO3 的钙钛矿粉末样品都是通过使用柠檬酸作为络合剂的溶胶-凝胶

法合成的。Sm(NO3)3·6H2O、Ca(NO3)2·4H2O、Al(NO3)3·9H2O 和 Mn(CH3COO)2·4H2O 无

需进一步纯化即可用作金属前体。柠檬酸(C6H8O7·H2O)与金属阳离子的摩尔比保持在

1.5:1。首先，根据相应的化学式计算和称量前体，然后将前体和柠檬酸一起溶解在装有

100 mL 去离子水的烧杯中。然后在连续搅拌下将混合溶液加热至 90 oC。去离子水蒸发

后混合物变成溶胶。之后，将溶胶在 120 oC 下干燥 24h，然后研磨成粉末并在空气中在

1400 oC 的高温炉中煅烧 6h，以消除有机物。最后，将钙钛矿样品转移到玛瑙研钵中并

收集起来用于后续的热化学测试和表征。

1.2 循环性能测试

所有被测的样品的重量取 0.2g，并在实验装置中测试四个循环，如图 1b 所示。高

温管式炉内的空气首先由真空泵抽出。之后，将大流量的高纯度 Ar (99.999%)吹扫到管

式炉中 1 h 以降低氧气分压，然后将 Ar 流量设置为 200 mL min-1 2h。然后，可以运行热

化学循环。之后，将每个样品以 10 oC min-1 的加热速率加热到 1350 oC，并以 200 mL
min-1 的 Ar 恒定流速在相同温度下保持 60 分钟。再氧化过程在 1100 oC 下进行 90 分

钟，Ar 和 CO2 (99.999%) 分别控制在 100 mL min-1 的流速（50% CO2 和 50% Ar），然

后 CO2 与具有氧空位的粉末反应生成释放 CO。还原氧化过程中产生的 O2和 CO 的检

测浓度采用 O2检测仪（YF-A01）和 CO 检测仪（CH-H-CO1000）检测，均通过标准气

体校准，保证测量准确性。

图 1 (a) 太阳能热化学分解 CO2 生产 CO 的反应示意图； (b) 氧化还原循环的实验流程图

2 结果与讨论

2.1 Ca 在 A 位掺杂

所制备样品的太阳能热化学 CO2 分解性能由 O2和 CO 检测器记录。如图 2a 所示，

O2 释放的开始温度强烈依赖于 Ca 掺杂的比例。开始释放温度随着钙掺杂含量的增加

而显着降低，从 1205 oC 到 1173 oC（20 atom%）降低到 1114 oC（40 atom%）。图 2b 显

示了再氧化过程中 CO 的生成速率随时间的变化，对 Sm0.8Ca0.2MnO3和 Sm0.6Ca0.4MnO3，

可以清楚地看到 CO 的生成速率在短时间内迅速上升，之后缓慢下降。SmMnO3的 CO



产率呈缓慢上升趋势，达到峰值（0.0267μmol g-1 s-1）后基本保持不变。同时，随着 Ca
掺杂剂从 0 增加到 0.4，CO 峰值产率上升，当 Ca 含量为 40 atom%时，产率最高可达 0.416
μmol g-1 s-1。对于较高的 Ca 掺杂量，这里不选取 Sm0.4Ca0.6MnO3和 Sm0.2Ca0.8MnO3进行

讨论，因为这些样品在煅烧过程中会与 Al2O3坩埚发生反应。因此，可以清楚地发现，

在 A 位 Ca 掺杂的最佳含量为 40 atom%。

图 2 在第二次循环中 (a) 氧气和(b)一氧化碳随时间的变化曲线

2.2 Al 在 B 位掺杂

这里讨论和分析了不同 Al 掺杂含量对 CO2 热化学分解的影响。在固定测试条件

（Tred=1350 oC 和 Toxi=1100 oC）下，Sm0.6Ca0.4Mn1-xAlxO3（x=0.2、0.4、0.6 和 0.8）的

CO/O2 产率和总 CO/O2 产率的结果为如图 3 所示。从图 3a 可以清楚地看出，SCMA20
的 O2 峰值产率为 0.176 μmol g-1 s-1，约为 SCMA80（0.072 μmol g-1 s-1）的 2.44 倍。

其次是 SCMA40 (0.142 μmol g-1 s-1) 和 SCMA60 (0.107 μmol g-1 s-1)。同时，O2 和 CO
的峰值产率随着 Al 掺杂量的增加而降低（图 3a 和 3b）。此外，比较四个循环，可以

注意到 O2 和 CO 产量在最后三个循环中基本保持稳定，除了第一个循环略有波动（图

3c 和 3d）。因此，这里讨论和分析了最后三个循环中的总 O2 和 CO 产量。可以注意



到，SCMA20 的最高 O2 产率为 379.83 μmol g-1，最高 CO 产率为 595.56 μmol g-1，

比 Sm0.6Ca0.4MnO3（519.99 μmol g-1）高 75.57 μmol g-1。相同的条件。这表明在 B 位

掺杂 Al 可提高总 O2 和 CO 产率。随着Al掺杂量增加到40%，CO峰产率从0.447 μmol 

g-1 s-1（SCMA20）降低到 0.348 μmol g-1 s-1（SCMA40），CO 总产率从 595.56 降低 μmol g-1

至 510.64 μmol g-1。当 Al 掺杂比例进一步增加时，总 O2 产率和 CO 产率都变低，如

图 3c 和 3d 所示。

图 3 第二个循环中 Sm0.6Ca0.4Mn1-xAlxO3（x=0.2、0.4、0.6 和 0.8）的实时 (a) O2和(b) CO 生成速率曲

线。后三个循环中的平均 (c) O2 和 (d) CO 产量。

2.3 反应动力学分析

为了进一步揭示高 CO 产率的反应机理，选择未掺杂的 SmMnO3和性能最好的

SCMA20，分析了它们在 1100 oC 下的氧化反应动力学。氧化步骤的反应度 α可表示为:

0
5400

0

( )

( )

t

CO

CO

C t dt

C t dt
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式中，t 为氧化反应过程的实时时间，CCO(t)为 CO 的实时浓度值; 同时，动力学反应速

率(dα/dt)由 Arrhenius 方程定义和计算如下:

exp ( )aEd
A f

dt RT


  （- ） (2)

/ ( ) ( )d dt k T f   (3)

式中，A 为指前因子，Ea 为表观活化能，R 为气体常数(8.314 J mol-1 K -1)，T 为氧化反

应温度，f(α)为由 α定义的机理函数，k(T)为随反应温度变化的速率常数。同时，利用理



论动力学模型拟合实验数据，得到了动力学参数和归一化速率数据。因此，可以将 Eq.(3)
转化为 Eq.(4)，如下:

  0.5( / ) / / ( ) / (0.5)d dt d dt f f


  


 (4)

固相反应动力学模型结合主图法进行 CO2 裂解动力学分析。如图 4 所示，以 SmMnO3

为例，其曲线与整个氧化步骤的零级反应动态反应(F0)吻合较好，说明 SmMnO3的 CO2

裂解过程是由表面反应决定的。对于 SCMA20，当 α < 0.3 时，与二级反应模型(F2)相比，

可以清楚地看到归一化速率数据具有良好的线性拟合。当 α > 0.3 时，实验数据与二维扩

散反应模型(D2)吻合较好。这种由 F2 模型向 D2 模型的过渡现象表明，在表面固相反应

结束后，由体扩散控制的氧化反应继续进行。因此，根据动力学分析结果，SCMA20 的

超高 CO 产率可归因于反应机理由固态表面反应向体扩散模型的转变。

图 4 在 1100 oC 下的归一化 CO 产率数据与不同的固态反应模型的比较。

4 结 论

在这项工作中，提出了基于 Ca 和 Al 掺杂的钙钛矿的直接太阳能驱动热化学 CO2

分解，以在较小的温度波动内实现高 CO 产率。优化 Ca 和 Al 元素的掺杂量后，

Sm0.6Ca0.4Mn0.8Al0.2O3的最高 CO 产率为 595.56 μmol g-1，是未掺杂 SmMnO3（140.97 μmol 

g-1）的 4.22 倍。 在相同条件下，并且在多次循环中保持稳定。Sm0.6Ca0.4Mn0.8Al0.2O3优

异的氧化还原性能可归因于反应机理从固态表面反应向体扩散模型的转变。这项工作为

高性能太阳能热化学 CO2 分解提供了新的方法，具有高 CO 产率、良好的循环稳定性

和小的反应温差。
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摘要：本文以具有高相变焓的聚乙二醇为核层相变材料，聚乙烯醇为壳层支撑材料，水为壳核层溶剂，

氧化石墨烯为纳米粒子，通过静电纺丝技术制备 PEG@PVA/GO 同轴相变纤维。研究发现，微量的 GO

不会破坏纤维结构，当负载量增至 1wt%、1.5wt%时，纤维表面出现轻微的“起球”现象，直径变大。

随着 GO 负载量的增加，相变纤维熔融温度逐渐降低，当 GO 负载量为 1.5wt%时，制备的 PEG@PVA/GO

相变纤维具有良好的热稳定性，在经历 500 次热循环测试后，熔融焓由 82.54J/g 减少到 78.87J/g，约损

失 4.4%，封装效率由 40.3%降低到 38.5%，多次循环后未发现 PEG 泄露问题，在熔融过程中仍能保持

一致的熔融行为，可在工作环境中长期使用。随着 GO 负载量的增加，纤维膜之间形成了更多的热量

传递路径，相变纤维的热导率由纯膜的 0.227W/(m∙k)提高至 0.441 W/(m∙K)。

关键词：静电纺丝，同轴相变纤维，氧化石墨烯，储热性能

0 前言

随着世界经济的快速发展和人口数量的持续增长，社会对于能源的需求量与日俱

增。而煤、石油及天然气为代表的常规化石能源生成周期长，在使用过程中向大气排放

大量二氧化碳，造成温室效应以及严重的环境污染[1,2]。因此，提高现有能源利用效率以

及大力发展新型环保能源是解决能源问题及由此引起的环境问题的必要手段。当前，太

阳能、地热能、风能、水能以及生物质能等可再生能源在发展过程中面临着季节性、间

歇性以及时空不匹配等问题。因此，大力发展清洁的能源存储材料以及高效、科学的储

能技术对解决能源利用过程中不匹配问题显得至关重要[3,4]。

热能存储技术作为一种重要的储能技术，通过对热量的储存和释放可以有效的解决

能源利用过程中供需不平衡的矛盾。其中，热能存储方式主要包括显热存储、化学热存

储及潜热存储三种[5,6]。潜热存储技术是利用相变材料在相变温度范围内发生相变进行热

量的存储及释放，目前已广泛应用于工业余热回收、太阳能存储、智能纺织品、电子器

件散热及建筑节能等领域[7,8]。

相变材料（PCM）具有能量存储密度大、相变过程接近恒温、化学稳定性好及成本

较低等优点，是材料及能源科学领域中的研究热点[9,10]，是储能技术中最有效、最有前

景的研究领域之一，其中聚乙二醇（PEG）作为一种常用的固-液有机相变储热材料，具

有储热密度高、无毒性、无腐蚀性、相变温度可选范围广等优点。然而，液相泄漏和导



热性差等问题限制了其实际应用，这也是此类相变材料面临的共性问题[11-13]。同轴静电

纺丝技术通过将 PCM 溶解作为芯层纺丝液，支撑材料溶解作为壳层纺丝液制备芯-壳结

构相变纤维，在制备工艺上可控性更强，具有更好的封装效果。目前，静电纺丝法制备

具有核-壳结构的同轴储能纤维成为热点。然而在同轴纤维封存技术中，尽管核-壳相变

纤维可以对相变材料进行有效的封装，但由于壳层聚合物导热性较差影响了外部热量与

芯层相变材料的热量传递，对相变过程中热量传递起阻碍作用，不利于相变纤维在外界

温度变化时及时做出反应，在调温过程中的传热性能较差。

近年来，随着纳米技术快速兴起，将高导热纳米粒子添加到相变纤维中是提高相变

纤维热导率最常用、最有效的方法之一。将高导热纳米粒子负载到相变纤维中，一方面

可以提高相变纤维的热导率，另一方面纳米粒子也可以对相变纤维起到支撑与保护作用。

在本文中，选用具有优良力学及热学性能的氧化石墨烯（GO）[14-17]作为导热填料直接分

散到壳层聚乙烯醇（PVA）纺丝液中，由于 GO 表面含有大量含氧极性基团，可在 PVA
水溶液中分散相对均匀。通过同轴静电纺丝成功制备出了 PEG@PVA/GO 相变纤维，研

究了 GO 对相变纤维微观形貌、化学结构、储热特性、热稳定性、热可靠性、热导率和

热响应速率的影响。

1 实验部分

1.1 实验试剂

GO (片径为 0.4-10 μm，厚度< 2 nm)，凯纳碳素新材料股份有限公司；PEG，Mn=4000，
国药集团化学试剂有限公司；PVA，Xn=1750，国药集团化学试剂有限公司；去离子水，

电导率 3.25μS/cm，实验室自制。

1.2 核-壳相变纤维的制备

（1）PEG 溶液及 PVA/GO 溶液的配制

将一定质量的 PEG 用去离子水溶解，密封后室温下磁力搅拌 2h 得到质量分数为

45wt%的 PEG 水溶液。将一定质量的 PVA 用去离子水溶解，在室温下磁力搅拌 1 h 使

PVA 充分溶胀，将其移入水浴锅中，水浴温度维持 90°C 保温 2 h，制备出 10wt%的 PVA
水溶液。随后分别将质量分数(mGO：mPVA)为 0.5wt%、1wt%、1.5wt%的 GO 加入到制备

的 PVA 水溶液中，密封后在常温下超声 2 h，后磁力搅拌 2 h，静置一段时间，待溶液中

气泡消除后备用。

（2）PEG@PVA/GO 核-壳相变纤维的制备

将配置好的 PEG 水溶液及 PVA/GO 水溶液分别注入 10 mL 的注射器中，倒置注射

器一段时间后直至注射器内的气泡排出。随后，将两支注射器连接到同轴喷头，同轴喷

头连接到高压电源的正极。同轴喷头外针内径与外径分别为 1.4 mm 和 1.8 mm，内针内

径与外径为 0.51 mm 和 0.82 mm。在接地的滚动收集器上包裹一层锡纸作为纳米纤维收

集装置。纺丝电压设定为 20 kV，针尖和滚动收集器之间的距离设定为 12 cm，壳层纺丝

液进液速度设定为 0.3 mL/h，核层纺丝液进液速度设定为 0.06 mL/h。收集器转速设定为

300 rpm，环境温度为 25℃左右，相对湿度在 45%-50%之间。制备的纳米纤维膜在室温

下真空干燥，去除残余溶剂。

1.3 分析表征



（1）形貌分析：采用 SEM（SU8010，日本日立公司）对纤维的表面形貌进行表征。

加速电压 5 kV，随机选取 100 根纤维，后采用 Image J 测量纤维平均直径。借助 TEM
（HT7800，日本日立公司）对复合纤维的结构形貌进行表征，加速电压设定为 80 kV。

（2）化学基团和物相分析：使用 FTIR（NICOLET iS50，赛默飞世尔科技有限公司）

对纤维化学结构进行测试，扫描波数设定为 500-4000 cm-1。使用 XRD（Rigaku
MinFlex600，日本理学株式会社）对各样品的物相进行分析。扫描范围设定为 2θ=5~90°，

扫描速率设定为 10°/min，工作电压设定为为 40 kV，工作电流设定为 200 mA。

（3）储热性能测试：使用差示扫描量热仪（DSC1，梅特勒-托利多有限公司）对相

变纤维膜的储热性能进行测试，温度范围 0◦C-80 ◦C，加热和冷却速率 5 K/min，氮气流

量设定为 50 mL/min。
（4）热稳定性测试：采用热重分析仪（TG 209F3，德国 NETZSCH 公司）在氮气氛

围下(40 mL/min)对复合纤维膜的热稳定性进行测试，温度范围为 50 ◦C-600 ◦C，加热速

率为 20 K/min。
（5）热循环可靠性测试：使用 DSC 测试纤维膜的热循环稳定性，加热和冷却速率

20 K/min，温度范围 0 ◦C-80 ◦C。分别记录热循环 100 次、200 次、300 次、400 次和 500
次后相变纤维的热性能数据。

（6）热导率分析：利用导热系数测试仪（TC 3000，西安夏溪公司）对各个样品在

30◦C 条件下进行导热系数测试。

（7）调温特性：调整高低温箱温度，使样品在 10°C-80°C 之间进行加热-冷却循环，

通过数据记录仪（安捷伦 34970 温度记录仪、34908A 数据采集卡）记录下夹在纤维膜中

的热电偶温度得到温度-时间热响应曲线，时间间隔为 10 s。
2 结果与讨论

2.1 PEG@PVA/GO 核-壳相变纤维的形貌分析

图 1 不同 GO 含量的同轴相变纤维形貌图 (a) GO，(b) 0.5wt%，(c) 1wt%，(d) 1.5wt%

图 1 给出了 GO 和 GO 含量为 0.5wt%、1wt%、1.5wt%的 PEG@PVA/GO 相变纤维

图像。可以看出，GO 表面呈现褶皱状，并存在大量折叠，这是由于在 GO 中存在大量



含氧基团且含氧基团分布不均匀，以 sp2杂化的 C 原子被以 sp 杂化的 C-O 分隔，并且以

SP3杂化的 C 原子会发生扭曲变为四面体结构。从图 1(b-d)看出，加入微量 GO 后相变纤

维表面仍能保持轴向直径相对均匀的圆柱状，纤维间交联现象较少，无珠状纤维产生。

当负载量为 1wt%、1.5wt%时，纤维表面出现轻微的“起球”现象，如图 1(c)(d)中方框部

分所示，这是由于随着 GO 含量的增大，纺丝液的均一性降低，纺丝液滴在拉伸形成纤

维的过程中，液滴各处电导率不一，因此会在纤维表面产生“起球”现象。

图 2 不同 GO 含量的同轴相变纤维直径图 (a) 0wt%，(b) 0.5wt%，(c) 1wt%，(d) 1.5wt%

如图 2 所示，每组样品随机选取 100 根纤维并计算其平均直径及标准偏差，无添加

的相变纤维平均直径为 240±50 nm，当添加 0.5wt%的GO时，纤维平均直径降低为 174±17
nm，这是由于微量 GO 的负载提高了纺丝液电导率，改善纺丝液性质，使纺丝液滴拉伸

形地成纤维直径减小，标准偏差降低，纤维均匀性改善。当 GO 负载量为 1wt%、1.5wt%
时，纤维直径变大，这是由于 GO 会提高纺丝液的浓度及粘度，从而使纤维直径变大，

但直径仍低于无 GO 负载的纤维。

图 3 GO 负载量为 1.5wt%的同轴纤维 TEM 图

为验证 GO 是否负载到相变纤维中，在 TEM 下对负载量为 1.5wt%的相变纤维形貌进

行观察。如图 3 所示，相变纤维仍保持核-壳结构，GO 成功负载到相变纤维上，部分裸

露在相变纤维表面，这是因为 GO 片径较大，尽管在静电纺丝过程中可以弯曲折叠，但

由于纺丝时间较短，不能完全嵌入相变纤维内部。结合 SEM 图像可知，相变纤维负载

微量 GO 不会对纤维整体形貌产生影响。

2.2 相变纤维化学结构分析



图 4 样品的 FTIR 和 XRD 图

为探究 GO 的加入是否会对相变纤维的化学结构产生影响，采用 FTIR 对纤维膜进

行表征，如图 4 所示。从图中可以看出，GO 在波数为 3435 cm-1处存在较宽的特征吸收

峰，对应 GO 中的-OH 的伸缩振动，在 1730 cm-1处的特征吸收峰对应 C=O 键伸缩振动，

波长 1628 cm-1处吸收峰是由层间水分子振动引起，1039 cm-1处吸收峰对应于 C-O 键伸

缩振动。因此，在 GO 层间存在大量含氧基团及氢键，有利于 GO 在 PVA 水溶液中的分

散。在 PEG@PVA/GO 的红外光谱中，所有特征吸收峰的位置与 PEG@/PVA 一致，这表

明 GO 的加入不会对相变纤维的化学结构产生影响，由于 GO 的负载量较低，因此在红

外光谱中 GO 的特征峰会被 PVA、PEG 的特征吸收峰覆盖。

为进一步验证相变纤维成分，采用 XRD 对 GO 和相变纤维膜的结构进行了表征。

在 GO 的 XRD 曲线中，在 2θ 为 10.1°处存在着较强的特征衍射峰，对应于 GO 的(001)
晶面，说明 GO 的氧化程度较高。PVA 的特征衍射峰存在于 2θ 为 19.8°附近，PEG 的特

征衍射峰存在于 2θ 为 19.3°和 23.5°附近。在 PEG@PVA 的 XRD 曲线中，特征衍射峰位

置与 PEG 和 PVA 衍射峰位置相匹配，并且没有新的峰出现。随着 GO 的负载，在

PEG@PVA/GO 相变纤维膜的 XRD 曲线中，PEG 在 19.3°和 23.5°处的两个特征峰仍存在，

说明 GO 的负载不会影响 PEG 的结晶性能。此外，GO 在 2θ 为 10.1°处的特征峰并没有

出现在相变纤维中，这是由于 GO 在相变纤维中的负载量较少，特征衍射峰相对较弱。

说明在静电纺丝过程中，PEG 与 PVA 没有发生化学反应，与 FTIR 结果一致。

2.3 相变纤维的储热性能

纯 PEG 和 PEG@PVA 相变纤维在升温过程中均出现一个吸热峰，降温过程中均出

现一个放热峰，GO-0.5、GO-1、GO-1.5 在升降温过程中具有与之相似的吸放热特性，

是一种可逆的相变纤维材料。PEG@PVA 的熔融温度为 62.81◦C，当 GO 负载量为 0.5wt%
时，比未负载 GO 时约降低 2.5◦C，即相变纤维在外界温度高于熔融温度时，更容易吸收

热量。这是由于 GO 作为导热增强剂，可以加速热量由外界环境传递到纤维内部。同时

随着 GO 负载量的提高，相变纤维熔融温度逐渐降低。PEG@PVA 的熔融焓为 86.40J/g，
随着 GO 的负载，相变纤维的焓值有轻微降低，这是由于 GO 作为纤维中的一部分在此

过程中不具备储能能力。当 GO 负载量为 1.5wt%时，相变纤维的熔融焓为 82.54 J/g，封

装效率为 40.3%，相比于 PEG@PVA 相变纤维，约降低 4.5%。总体而言，微量 GO 的负



载对相变纤维的焓值影响较小，可以降低相变纤维的熔融温度，可作为一种提高相变纤

维热传递效率的有效策略。

图 5 PEG 和不同 GO 含量的 PEG@PVA/GO 的 DSC 曲线

表 1 PEG、PEG@PVA、GO-0.5、GO-1、GO-1.5 的热物性参数

样品 Tm (◦C) ΔHm (J/g) Tc (◦C) ΔHc (J/g)

PEG 60.87 204.63 35.05 187.93

PEG@PVA 62.81 86.40 31.65 86.04

GO-0.5

GO-1

GO-1.5

60.30

59.80

59.63

81.91

83.32

82.54

29.37

28.87

28.53

73.45

76.81

76.07

2.4 相变纤维的热稳定性

样品的 TG 和 DTG 曲线如图 6 所示，相应的热降解参数见表 2。Ton为样品的起始

热分解温度，Td1和 Td2分别为热分解第一阶段和第二阶段最大热分解速率处的坐标，Toff

为结束热分解温度。

GO-0.5、GO-1、GO-1.5 纤维膜保持了与 PEG@PVA 相似的 TG 与 DTG 曲线，在温

度低于 200◦C 所有样品的质量损失主要是由于纤维膜表面存在的水分及纤维膜内部的自

由水蒸发导致。所有纤维膜的热解过程主要包括两个阶段：第一阶段为 260◦C-350◦C 之

间 PVA 分子中碳链的分解(C-C 键主链和 C-O 键的断裂分解)，第二阶段为 350◦C-550◦C
之间对应着 PVA 分子中剩余-OH 的热分解和 PEG 分子链的降解。GO-0.5、GO-1、GO-1.5
的热起始降解温度均低于 PEG@PVA，这说明 GO 在此过程中加快了热量的传递。另一

方面，所有相变纤维在 DTG 曲线中第一个峰、第二个峰处坐标及热分解结束温度都接

近，说明 GO 的加入对相变纤维的热降解过程影响较小。相变纤维在实际工作中的温度

一般不会超过 100◦C，而 GO-0.5、GO-1、GO-1.5 纤维膜热起始降解温度均远高于 100◦C，
在 100◦C 下只有部分水蒸气的蒸发。因此，制备的 PEG@PVA 相变纤维具有良好的热稳

定性。



图 6 PEG@PVA 、GO-0.5、GO-1、GO-1.5 的(a)TG 和(b)DTG 曲线

表 2 PEG@PVA 、GO-0.5、GO-1、GO-1.5 的热降解参数

样品 Ton(◦C) Td1(◦C，%/min) Td2(◦C，%/min) Toff(◦C)

PEG@PVA 275.3 (330.4,-15.33) (420.9,-23.01) 534.9

GO-0.5 270.5 (319.4,-17.64) (414.1,-21.77) 530.5

GO-1

GO-1.5

268.2

267.5

(320.1,-16.52)

(321.6,-15.82)

(417.8,-20.3)

(418.0,-22.20)

528.8

527.0

2.5 相变纤维的热可靠性

图 7 GO-1.5 的热循环测试：a-f) 0、100、200、300、400、500 次热循环后 SEM 图片，g) DSC 升温曲

线，h) 熔融焓及封装效率

在实际工作中，相变纤维的热可靠性和长期重复使用性非常重要。对 GO-1.5 相变

纤维在 10◦C 和 80◦C 之间进行了 100、200、300、400 和 500 次加热-冷却循环，并对热

循环前后相变纤维的形貌及 DSC 曲线进行记录。由图 8(a-f)可知，在经过 500 次热循环



测试后，相变纤维仍能保持表面光滑的圆柱状形态，这意味着将 GO 负载到相变纤维壳

层，GO 和 PVA 同时作为纤维壳层有效的将 PEG 封装在纤维内部，多次热循环后 PEG
未从纤维内泄露。此外，从图 8(g-h)可以发现，在经过多次热循环后，GO-1.5 相变纤维

在熔融过程中仍能保持一致的熔融行为，熔融温度基本不变，DSC 曲线无明显变化。在

500次热循环后，GO-1.5相变纤维的熔融焓只有轻微的减少，由82.54 J/g减少到78.87 J/g，
约损失 4.4%焓值，封装效率由 40.3%降低到 38.5%。这表明 GO-1.5 相变纤维在经历多

次吸放热过程后，仍能保持大部分蓄热能力，可在工作环境中长期使用。

2.6 相变纤维的热导率

图 8 PEG@PVA、GO-0.5、GO-1、GO-1.5 的热导率

热导率是衡量复合 PCM 在实际工作中储热及放热效率的一个重要指标。利用导热

仪测试了 PEG@PVA、GO-0.5、GO-1、GO-1.5 纤维膜的热导率，测试结果如图 9 所示。

PEG@PVA 纤维膜的热导率为 0.227 W/(m∙K)，GO-0.5、GO-1、GO-1.5 相变纤维膜的热

导率均高于此值，这说明将 GO 负载到相变纤维壳层可以有效提高纤维膜的热导率。其

中，GO-0.5 纤维膜热导率为 0.341 W/(m∙K)，比 PEG@PVA 纤维膜热导率提高了 50%。

GO-1 纤维膜热导率为 0.378 W/(m∙K)，比 PEG@PVA 纤维膜热导率提高了 67%。GO-1.5
纤维膜热导率为 0.441 W/(m∙K)，比 PEG@PVA 纤维膜热导率提高了 94%。随着 GO 负

载量的增加，相变纤维热导率不断变大，这是由于在纤维膜之间形成了更多的热量传递

路径。在 DSC 测试结果中相变纤维熔融温度随 GO 负载量的增加而降低，即相变纤维更

容易发生相变存储热量，这与热导率测试结果相一致。因此，将 GO 负载到相变纤维中

有效地提高了纤维的热导率。

2.7 相变纤维的调温性能

PEG@PVA、GO-1.5 相变纤维膜的调温特性通过测试纤维膜在熔融及结晶过程中的

温度-时间曲线来表征。PEG@PVA、GO-1.5 相变纤维膜的温度-时间曲线如图 9 所示，

图 9(a)为升温过程曲线，(b)为降温过程曲线。



图 9 PEG@PVA、GO-1.5 的调温曲线 (a)升温过程，(b)降温过程

PEG@PVA 纤维膜和 GO-1.5 纤维膜在升降温过程中均出现了温度缓冲平台，意味

着在温度平台处相变纤维中的 PEG 发生相变进行潜热的存储与释放，PEG@PVA 纤维膜

在升温过程中温度缓冲平台出现在 60◦C 左右，持续时间约 120s，GO-1.5 在升温过程中

温度缓冲平台出现在 54◦C -59◦C 之间，比 PEG@PVA 纤维膜温度缓冲平台出现时间早，

且在此区间内温度变化速率较 PEG@PVA 纤维膜大。在相变过程结束后，GO-1.5 纤维膜

的升温速率也较 PEG@PVA 纤维膜高。在降温过程中 PEG@PVA 纤维膜的温度缓冲平台

出现在 45◦C 左右，持续时间约 300s。GO-1.5 纤维膜在降温过程中的温度-时间曲线与

PEG@PVA 纤维膜接近，在相变完成后温度快速降至高低温箱设定温度。相比于升温过

程，降温过程较缓慢，且温度缓冲平台出现时间也较长，这是由于高低温箱内升降温速

率不同导致。GO-1.5 纤维膜在升降温过程中的温度变化速率均略高于 PEG@PVA 纤维

膜，这表明将 GO 负载到相变纤维可以提高相变纤维膜的热导率，加快相变纤维在升降

温过程中的储放热速率，提高相变纤维的热管理性能。

4 结 论

(1)在 GO 负载量为 0.5wt%、1wt%、1.5wt%时，相变纤维具有核-壳结构并保持纤维

表面光滑的良好形貌，在 TEM 下观察到 GO 成功负载到相变纤维中。GO、PEG、PVA
之间化学相容性良好，属于物理结合。

(2) 负载有GO的PEG@PVA/GO相变纤维膜的熔融温度均低于PEG@PVA纤维膜，

且热导率有一定程度提高，在调温过程中升降温速率也较 PEG@PVA 纤维膜高。因此，

将 GO 负载到相变纤维可有效提高纤维膜储放热速率。GO-1.5 的熔融焓为 82.54 J/g，封

装效率为 40.3%，略低于 PEG@PVA。在经过多次热循环实验后，熔融焓约损失 4.5%，

仍能保持绝大部分相变能力，且负载有 GO 的相变纤维热起始分解温度较高，可在工作

场景中长期使用。
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摘要：随着二维材料的兴起，对异质结构和扭转电子学的研究急剧增加。石墨烯和二硫化钼组装成的异

质结构因优异的性能而引起人们关注。本文通过分子动力学模拟方法，研究不同扭转角度下石墨烯/二硫

化钼异质结构面内热导率及界面热阻，结果表明未扭转时热导率最高，扭转 49.1°时热导率最低，界面热

阻随层数增加而降低一个数量级。并从势能面、应力分布和声子态密度的角度分析其内部机理，对于热电

材料等领域中异质结构的研究具有重要意义。

关键词：石墨烯/二硫化钼异质结构；转角；界面热阻；热导率；分子动力学

0 前言

自 2004 年成功制备出石墨烯[1]以来，以石墨烯为代表的二维层状材料受到了广泛关注。

石墨烯凭借其出色的力学[2-4]、化学[5,6]和热学性能[7,8]迅速发展，并被授予“最强二维材料”
称号。二维材料面内原子通过强共价键相连，而层与层之间则由弱范德华力（vdW）相互

作用。随着机械组装技术的进步[9,10]，我们可以堆叠不同的二维层状材料，根据实际需求

构建范德华异质或同质结构。通过范德华相互作用将二维材料以一定的层间距离固定在一

起，通常可以获得超越单一材料性能，因此具有广阔的应用前景。在半导体和电子器件领

域，为了实现高效的热管理，对异质结构内部热传输机制的研究尤为重要。

石墨烯(graphene)的零带隙缺陷严重限制了其在半导体领域的发展。研究人员发现，将

石墨烯与具有非零带隙材料耦合可以克服这一限制。二硫化钼（MoS2），作为一种典型的

具有非零带隙的过渡金属二硫化物[11]，可与石墨烯耦合并应用于场效应晶体管（FET）器

件[12,13]。通常，石墨烯具有极高的热导率[14]，而二硫化钼热导率[15]较低，因此耦合而成的

石墨烯/二硫化钼异质结构内部新型热传输行为引起了人们极大的关注。研究发现，石墨烯

/二硫化钼双层异质结构的无限长度热导率[16]为 1037 Wm-1K-1，界面热导为 5.8 MWm-2K-1。

武鑫等人[17]计算出单层石墨烯和二硫化钼的热导率分别为 1458.7 Wm-1K-1 和 55.27 Wm-1K-

1，在 300 K 时的异质结构界面热导为 8.95 MWm-2K-1。三层石墨烯/二硫化钼异质结构[18]热

导率可以高达 85.5 Wm-1K-1，几乎是纯二硫化钼（约 15Wm-1K-1）的六倍。然而，目前对于

石墨烯/二硫化钼异质结构中层数变化对内部声子传输机制的影响尚未完全理解。

令人惊讶的是，当异质结构中的二维材料稍做旋转时，会产生“Moiré pattern”（莫尔

纹）[19,20]，导致双层材料的性质发生显著变化，如超导性[21-23]或超润滑性[24,25]。这催生了

一个新的研究领域“twistronics”（扭转电子学）。实质上，当异质结构材料中存在层间扭转

时，层间原子的相互作用力和势能发生改变，导致不同的能带结构和声子传输。曹原等人
[26]指出，当两层石墨烯结构以 1.1°的魔角组装在一起时，会出现许多新奇的电子现象。通

过精确控制扭转角度，可以操纵电子能带结构，产生平带超导性。随后，该团队构建了一

个"nanosandwich"（纳米三明治）结构[27]，即上下两层石墨烯以相同角度扭转以保持对称

性。在该结构中没有到观察能量损失，表明这种三明治结构也是一种超导材料。后续大量

研究表明，二维异质结构的热导率很大程度上取决于扭转角度[14,28-31]。因此，本文提出了

一种基于改变石墨烯/二硫化钼异质结构的层数和扭转角度的双重控制方法，用于研究和分



析热传输机制。

本文利用非平衡分子动力学模拟（NEMD）方法和激光瞬态加热法，研究了不同扭转

角度下石墨烯/二硫化钼异质结构的面内热导率和界面热阻。结果表明，精确控制调控异质

结构热传输的有效方法。此外，增加异质结构的层数也是控制热传输的有效途径。通过分

析不同扭转角度下的势能面、应力分布和声子态密度，探讨了内部传输机制，为异质结构

的内部机理研究提供了理论指导。

1 研究方法

本文采用非平衡分子动力学（NEMD）方法来计算具有不同扭转角度的单层石墨烯和

二硫化钼异质结构的平面热导率。使用 SW 势函数[32]来描述钼原子和硫原子之间的相互作

用，使用 Tersoff 势函数[33]来描述石墨烯中碳原子之间的相互作用力。石墨烯和二硫化钼之

间的相互作用由非键层间相互作用 12-6 Lennard-Jones（LJ）势函数描述：
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其中ݎ表示原子 ݅和 ݆之间的距离，ߝ表示能量参数(eV)，ߪ表示距离参数(Å)。本文中，

ିௌߝ = 7.355 ݉ eV, ିௌߪ = 3.219 Å, ିெߝ  = 3.325 ݉ eV, ିௌߪ = 2.818 Å.
石墨烯/二硫化钼异质结构的热导率݇可以通过傅里叶定律进行计算，

݇=
ொ

∙∇்
(2)

其中，ܣ代表石墨烯和二硫化钼的传热面积，∇ܶ代表温度梯度，ܳ代表热流，

ܳ =
∆ாା∆ாೠ

ଶ∆௧
(3)

其中，∆ܧ 和∆ܧ௨௧分别表示每个时间步长∆ݐ中从每个热浴输入的能量和输出的能量。图

1(a)显示了当扭转角度为 0°时，通过 NEMD 计算得到的石墨烯/二硫化钼异质结构的示意图。

两端的灰色区域是固定原子，左侧的红色区域是高温热源，右侧的蓝色区域是低温冷源。

采用 Langevin 热浴在两端设置高温 ܶ = 300 K 和低温 ܶ = 100 K，使热量从高温向低温传

递，形成温度梯度。在模拟中，时间步长设定为 0.5 fs。首先进行能量最小化以消除系统内

部应力。然后采用等温-等压(NPT)系综进一步弛豫石墨烯/二硫化钼异质结构，持续时间为

250 ps，并在Nosé-Hoover恒温器下使系统在200 K下达到平衡。之后，采用正则系综(NVT)
使系统进一步弛豫 100 ps。最后，采用微正则系综(NVE)下持续 100 ps。在达到平衡状态后，

持续记录 5ns 的输入热源和输出冷源和温度分布。确保得到稳定的热流分布和线性的温度

分布。

3 结果与讨论

2.1 面内热导率

本文采用非平衡分子动力学(NEMD)方法计算了石墨烯/二硫化钼异质结构的热导率。

扭转后的石墨烯/二硫化钼不同角度最小晶胞尺寸如表 1 所示。为了使模型大小一致，最终

系统尺寸 L 确定为 55.46 nm，宽度 W 为 4.92 nm，间隔为 5.9 Å，在 x 和 y 方向应用周期性

边界条件以消除边界效应，z 方向设定为 20 nm，以避免原子与系统之间的相互作用。分别

记录了二硫化钼层、石墨烯层和双层异质结构的温度分布图 1(b)和能量分布图 1(c)。结果

表明，二硫化钼的初始热导率为 55.83 Wm-1K-1，与先前的研究结果一致[15,34]。石墨烯的热

导率为 1458.33 Wm-1K-1，石墨烯/二硫化钼异质结构的热导率为 450.05 Wm-1K-1。与纯二硫

化钼相比，异质结构的热导率增加了八倍，仅为石墨烯的三分之一。这表明异质结构对热

导率的调控非常显著。为了减小模拟中的误差，我们对具有不同初始条件的三次独立模拟

结果进行了平均。



表 1.不同角度晶胞尺寸及扩胞倍数

Table 1. Cell size and expansion factor at different angles

Twist angle(°) Length(nm) Width(nm) X*Y

0 55.4684 4.9272 26*4
10.9 55.0297 5.7770 22*2
21.1 54.7408 5.9262 16*2
30.0 55.2464 4.3497 44*2
40.9 55.2487 4.1302 13*1
49.1 55.0308 4.3327 33*3
60.0 55.1824 4.9271 26*2

图 1.石墨烯/二硫化钼异质结构热导率的非平衡分子动力学(NEMD)方法的示意图(a)。系统长度为 55.46 nm，

碳原子和硫原子之间的距离为 5.9 Å。在 200 K 下，对石墨烯、二硫化钼和双层异质结构进行了 NEMD 模

拟(b)。虚线表示线性拟合的温度梯度。石墨烯、二硫化钼和双层异质结构的能量随时间的演化(c)。

Figure 1. Schematic of the non-equilibrium molecular dynamics (NEMD) method for calculating the thermal

conductivity of graphene/MoS2 heterostructures (a). The system length is 55.46 nm, the distance between C and S

is 5.9 Å. NEMD simulations were performed for graphene, MoS2, and bilayer heterostructures at a steady-state

temperature of 200 K(b). The dashed line represents the linearly fitted temperature gradient. The energy evolution

of graphene, MoS2, and bilayer heterostructures over time(c).

为了探究扭转角度对热输运的影响，我们将石墨烯固定不动，二硫化钼扭转不同的角度 θ

(10.9°, 21.1°, 30°, 40.9°, 49.1°, 60°)，图 2 展示了不同扭转角度的晶格结构。



图 2. 扭转角为 (a) θ = 10.9°, (b) θ = 21.1°, (c) θ = 30°, (d) θ = 40.9°, (e) θ = 49.1°, (f) θ = 60°的晶格结构。

Figure 2. Lattice structure with twist angle of (a) θ = 10.9°, (b) θ = 21.1°, (c) θ = 30°, (d) θ = 40.9°, (e) θ = 49.1°, (f)

θ = 60°.

图 3 为不同扭转角度下扭转层二硫化钼、未扭转层石墨烯和双层异质结构的热导率。

从图中可以明显看出，扭转角度对热导率有着重要影响。二硫化钼受扭转角度影响热导率

呈周期性变化，而石墨烯没有转动，热导率的变化主要受扭转后的二硫化钼的晶格匹配程

度影响，并且双层异质结构与石墨烯变化趋势相似，这表明石墨烯对热导率的贡献在异质

结构中占主导地位。在ߠ = 21.1°时，二硫化钼的最大热导率可达到 55.84 Wm-1K-1，而在

ߠ = 10.9°时，热导率仅为 43.89 Wm-1K-1。石墨烯在ߠ = 40.9°时达到最大热导率 1474.68 Wm-

1K-1。双层异质结构在ߠ = 49.1°时具有最小热导率 440.22 Wm-1K-1。扭转角度的不同导致二

硫化钼和石墨烯之间晶格匹配的差异性，影响声子散射从而导致热导率变化。

图 3.扭转层二硫化钼(a)、未扭转层石墨烯 (b) 和双层异质结构 (c) 的热导率结果，分别对应 ߠ = 0°, ߠ =

10.9°, ߠ = 21.1°, ߠ = 30°, ߠ = 40.9°, ߠ = 49.1°和ߠ = 60°。

Figure 3. The thermal conductivity results of twisted MoS2 (a), untwisted graphene (b), and bilayer heterostructure



(c) for ߠ ൌ�0°, ߠ ൌ�10.9°, ߠ ൌ�21.1°, ߠ ൌ�30°, ߠ ൌ�40.9°, ߠ ൌ�49.1°, and ߠ ൌ�60°.

不同的应力也会导致不同的界面相互作用[35]。因此，我们计算了不同角度下的石墨烯

层的应力分布，如图 4所示。我们比较了ߠ = ߠ、0° = ߠ、10.9° = 49.1°和ߠ = 60°时四种情况。

从图中可以清楚地观察到，在 0°和 60°时，应力较小且分布更均匀。这是因为在ߠ = 60°时，

石墨烯晶格与二硫化钼晶格匹配良好。然而，当ߠ =10.9°和ߠ =49.1°时，二硫化钼和石墨烯

之间的晶格失配较大，导致应力较高且分布不均匀。较小且更均匀的应力分布导致更好的

热传输性能，这解释了为什么在ߠ = 0°和ߠ = 60°时热导率较高。

图 4. =ߠ 0°时的应力分布(a)，ߠ =10.9°时的应力分布(b)，ߠ = 49.1°时的应力分布(c)，以及ߠ = 60°时的应力

分布(d)。

Figure 4. Stress distribution at ߠ ൌ�0°(a), ߠ ൌ10.9°(b), ߠ ൌ�49.1°(c), and ߠ ൌ 60°(d).

2.2 面外热阻

为了研究平面外方向的热传输机制，我们采用了瞬态加热法来计算界面热阻，这种方

法已被广泛用于研究各种二维系统的界面热阻[36-38]。我们构建了单层石墨烯和单层二硫化

钼异质结构（1×1 层石墨烯/二硫化钼），如图 5(b)所示，三层石墨烯和三层二硫化钼异质结

构（3×3 层石墨烯/二硫化钼），如图 5(c)所示，以及五层石墨烯和五层二硫化钼异质结构

（5×5 层石墨烯/二硫化钼），如图 5(d)所示，以研究不同扭曲角度和层数对界面热阻的影响。

系统尺寸 x × y 确定为 12.80 nm × 12.32 nm，z 方向保持为 20 nm。二硫化钼层之间的距离为

6.5 Å，石墨烯层之间的距离为 3.4 Å。二硫化钼使用 SW 势函数，石墨烯层内使用 Tersoff
势函数。层间相互作用使用 LJ 势函数描述。二硫化钼和石墨烯之间的相互作用也使用 LJ
势函数描述。在本文中，ߝெ ିெ  = 0.838 eV, ெߪ ିெ  = 2.551Å, ௌିߝ ெ  = 0.033 eV, ௌିߪ ெ  =

2.931Å, ିߝ ൌ ʹ Ǥʹ �݉ ��, ିߪ = 3.4 Å。对于碳原子与硫和钼原子之间的相互作用，采用

了算术混合法则。

首先，在 NPT 系综下对系统进行了 250 ps 的弛豫，然后在 NVT 系综下进行了 50 ps 的
弛豫，然后切换到了 NVE系综。在系统完全平衡之后，使用激光将石墨烯层加热 50 fs，将

石墨烯层的温度迅速提高 200 K。此时，石墨烯的温度较高，热量自主地向二硫化钼层流

动，直到达到新的稳态。我们记录了这个过程中的温度和能量变化。界面热交换与温度之

间的关系可以表示为

డா

డ௧
=

ሺ் ೝೌି ಾ் ೄమ)

ோ
(4)



其中，ܧ௧表示时间 ，表示平面内的热交换面积ܣ，时刻石墨烯层的总能量ݐ ܶ

和 ெܶ ௌమ分别表示未扭转石墨烯层和扭转二硫化钼层的温度。图 6(a)显示了扭曲角为 0°的石

墨烯/二硫化钼异质结构上施加 50 fs 激光后温度和总能量的变化。对方程进行时间 t 积分，

如下所示

௧ൌܧ ܧ +


ோ
∫ ሺܶ െ ெܶ ௌమሻ݀ ݐ
௧


(5)

其中，ܧ表示未扭转层二硫化钼的初始能量。通过进一步拟合，可以得到斜率 (A/R)，
如图 6(b)所示，扭曲角为 0°的 1×1 层石墨烯/二硫化钼异质结构的界面热阻为 2.21×10-7

Km2W-1。为确保结果的准确性，我们对三种不同初始条件下的独立计算进行了平均处理。

图 5. 在ߠ = 0°时的晶体晶格结构俯视图(a)，在 x 方向上的最终计算尺寸为 12.80 nm，y 方向上的尺寸为

12.32 nm，周期性边界条件。1×1 层石墨烯/二硫化钼的侧视图(b)。3×3 层石墨烯/二硫化钼的侧视图(c)。

5×5 层石墨烯/二硫化钼的侧视图(d)。蓝色球代表钼原子，黄色和灰色球分别代表硫原子和碳原子。

Figure 5. Top view of the crystal lattice structure at ߠ ൌ�0°(a) with final calculated dimensions of 12.80 nm in the x-

direction and 12.32 nm in the y-direction, with periodic boundary conditions. Side view of the 1×1 layer

graphene/MoS2 (b). Side view of the 3×3 layer graphene/MoS2 (c). Side view of the 5×5 layer graphene/MoS2 (d).

Blue spheres represent molybdenum atoms (Mo), yellow and gray spheres represent sulfur atoms (S) and carbon

atoms (C), respectively.

图 6. 在 50 fs 激光加热后，石墨烯和二硫化钼层的温度变化和能量变化情况(a)。对石墨烯和二硫化钼层之

间的温差进行积分(b)，通过线性拟合（红线）获得界面热阻。1×1 层石墨烯/二硫化钼（红色），3×3 层石



墨烯/二硫化钼（蓝色），5×5 层石墨烯/二硫化钼（品红色）的界面热阻。

Figure 6. The temperature changes of graphene and MoS2 layers and the energy changes after 50 fs laser heating (a).

The temperature difference between graphene and MoS2 layers was integrated (b), and the interface thermal

resistance was calculated by linear fitting (red line) of the slope. Interface Thermal Resistance for 1×1 layer

graphene/MoS2 (red), 3×3 layer graphene/MoS2 (blue), and 5×5 layer graphene/MoS2 (magenta).

所有的界面热阻结果汇总在图 6(c)中，显然，界面热阻随扭转角度的不同而变化。当

二硫化钼扭转 10.9°，30°和 49.1°时，与石墨烯的界面耦合程度是相对较好的，有利于

声子热输运。对于 1×1 层石墨烯/二硫化钼异质结构，扭转角为 10.9°时，最小热阻为

1.63×10-7 Km2W-1，扭转角为 21.1°时，最大热阻值为 2.35×10-7 Km2W-1，。随着异质结构中

层数的增加，界面热阻减小。当系统尺寸小于声子的平均自由程（MFP）[42,43]时，声子呈

现出球状传输特性，系统尺寸对热传输增强的影响更为显著。当系统尺寸较大或与 MFP 相

当时，声子传播转变为扩散传输，系统尺寸对热传输的影响略微增强。我们在之前的研究

中也得出了类似的结论。为了比较，我们在表 2 中总结了几种常见的异质结构或同质结构

的界面热阻。

图 7. 在ߠ = ߠ，0° = 10.9°和ߠ = 21.1°下，1×1 层石墨烯/二硫化钼异质结构的面外（a）和面内（b）声子态

密度。

Figure 7. 1×1 layer graphene/MoS2 out-of-plane (a), and in-plane (b) phonon density of states at ߠ ൌ 0°, ߠ ൌ�10.9°,

and ߠ ൌ 21.1°.

表 2.常见异质结构或同质结构的界面热阻

Table 2. Interfacial thermal resistance of common heterostructures or homostructures

References Materials T (K) ࡾ (× ିૡࡷ ࢃ ି)

Liu et al.[16] Graphene/MoS2 200-500 8.3-25

An et al.[28] BP/BP 300 1.99-2.66

Einalipour et al.[41] Graphene/C3N 100-600 0.5-2

Wei at al.[42] Graphene/Graphene 400-1200 0.021-0.025

Our work Graphene/MoS2 200 2.37-23.5



为了更好地研究石墨烯/二硫化钼异质结构中的声子传输机制，我们计算了声子态密度

（PDOS）[43]，可以通过对原子速度自相关函数（VACF）进行傅里叶变换来获得。

ܱܦܲ ܵሺ߱ ሻൌ ∫ ൏ ሻݐሺݒ
ାஶ

ିஶ
ሺͲሻݒ ݁ିଶగఠ௧݀ݐ (6)

其中，߱是振动的角频率，ܽ表示 x、y 和 z 方向，ݒ表示第 个݅原子的速度，<>表示系

综平均，ݐ表示单位时间间隔。

图 7 显示了在ߠ = ߠ，0° = 10.9°和ߠ = 21.1°下石墨烯和二硫化钼的平面内和面外的声子

态密度。石墨烯和二硫化钼的重叠区域在 0-16 THz 之间，这表明低频声子在界面热传输中

起主导作用。因此，我们绘制了 0-16 THz 范围内石墨烯和二硫化钼的面外声子态密度。可

以清楚地观察到石墨烯在 0 THz 附近，ߠ = 10.9°比 0°的态密度有明显的增强作用，而ߠ =
21.1°的态密度则有一定的抑制效果；在 9 THz 处，ߠ = 10.9°的峰值明显高于 0°，并且在 12
THz 附近出现了一个新的峰值，这表明，ߠ = 10.9°时低频声学声子在传热过程中创建了新

的热传输通道，增强了热传输从而减小了界面热阻。从二硫化钼的面外态密度中可以看出，

ߠ = 10.9°在 5 THz 和 13 THz 峰值有略微的增强。然而，我们可以将ߠ = 21.1°在二硫化钼态

密度中的轻微增强归因于石墨烯在石墨烯/二硫化钼异质结构中对热传输的主导贡献。

图 8.在ߠ = ߠ，0° = 10.9°和ߠ = 21.1°下石墨烯（实线）和二硫化钼（虚线）的垂直于平面的（a）和平面内

的（b）声子态密度，其中包括 1x1 层石墨烯/二硫化钼（黑色）、3x3 层石墨烯/二硫化钼（红色）和 5x5 层

石墨烯/二硫化钼（蓝色）。

Figure 8. Out-of-plane (a) and in-plane (b) phonon density of states for graphene (solid lines) and MoS2 (dashed

lines) at ߠ ൌ�0°, ߠ ൌ�10.9°, and ߠ ൌ�21.1°, with 1x1 layer graphene/MoS2 (black), 3x3 layer graphene/MoS2 (red),

and 5x5 layer graphene/MoS2 (blue).

如图 8 所示，我们比较了 1×1 层石墨烯/二硫化钼、3×3 层石墨烯/二硫化钼和 5×5 层石

墨烯/二硫化钼异质结构界面处石墨烯和二硫化钼的声子态密度。仍然使用 0°、10.9°和 21.1°
的扭转角进行对比。从图 8(a)可以看出，随着异质结构层数的增加，界面石墨烯层的态密

度在 5-10 THz 频率范围内有所增强。图 8(a)中的插图显示了二硫化钼在 5 THz 附近的态密

度放大图，也可以看出随着异质结构层数的增加，3×3层和 5×5层二硫化钼在 5 THz处的峰

值均有所增加。因此，我们可以得出结论：层数增加会增强石墨烯和二硫化钼低频声子态

密度的强度，从而增加声子对热传输的贡献。界面热阻总体趋势是随着层数增加而减小。

人们通常使用势能面（PES）来描述原子之间的相互作用力[44,45]，为了更好地分析石

墨烯和二硫化钼之间的热传输现象，我们通过势能面分析其内部的热输运现象。首先以一

定的速度沿着 y和 x方向移动石墨烯一段时间，并记录势能。如图 9(a)所示，我们计算了在

扭转角度分别为 10.9°、21.1°和 49.1°时，1×1 层石墨烯/二硫化钼、3×3 层石墨烯/二硫化钼

和 5×5 层的石墨烯/二硫化钼的势能面之间的能量差(οܧ)。图 9(b)展示了相应的势能面。对

于 1×1 层石墨烯/二硫化钼，从图中可以看出，在ߠ = 10.9°时，οܧ�= 0.079 meV，在ߠ = 21.1°



时，οܧ�= 0.018 meV，在ߠ = 49.1°时，οܧ= 0.069 meV。能量差越大，结构稳定性越高。当

原子振动时，需要克服更大的能垒，导致相对位移较小，有利于热传输，从而使热导率增

大。因此，在ߠ = 10.9°和ߠ = 49.1°下的界面热阻较ߠ = 21.1°相比更低。3×3 层石墨烯/二硫化

钼和 5×5 层石墨烯/二硫化钼表现出类似的趋势。此外，随着层数的增加，界面石墨烯层的

势能也增加，导致石墨烯和二硫化钼之间的相互作用力增强，使得界面热阻随层数增加而

整体降低。

图 9.1×1层石墨烯/二硫化钼、3×3层石墨烯/二硫化钼和 5×5层石墨烯/二硫化钼 2异质结构在ߠ = ߠ，10.9° =

21.1°和ߠ = 49.1°下的势能差(a)。1×1 层石墨烯/二硫化钼、3×3 层石墨烯/二硫化钼和 5×5 层石墨烯/二硫化

钼在ߠ = ߠ，10.9° = 21.1°和ߠ = 49.1°下的势能面(b)。

Figure 9. The energy difference (οܧ) between the potential energy surfaces of 1x1 layer graphene/MoS2 (orange),

3x3 layer graphene/MoS2 (green), and 5x5 layer graphene/MoS2 (purple) at ߠ ൌ�10.9°, ߠ ൌ�21.1°, and ߠ ൌ�49.1° (a).

The potential energy surface graphs of 1x1 layer graphene/MoS2, 3x3 layer graphene/MoS2, and 5x5 layer

graphene/MoS2 at ߠ ൌ�10.9°, ߠ ൌ�21.1°, and ߠ ൌ�49.1° (b).

3 总结

本研究利用非平衡分子动力学模拟计算了不同扭转角度下石墨烯/二硫化钼异质结构的



热导率，并利用激光加热方法计算了不同层数和扭转角度的异质结构的界面热阻。研究发

现不同的扭转角度对热导率有不同的影响，异质结构的热导率最大降低约 10 Wm-1K-1。此

外，界面热阻对扭转角度的响应也不同，在扭转角度为 10.9°时降低了 26%，增加层数也可

以将界面热阻降低一个数量级。通过分析声子态密度和势能面，不同的扭转角度和层数可

以影响低频声子态密度，从而以不同程度增强或抑制声子对热传输的贡献。势能面的变化

也验证了不同角度和层数下界面热阻的变化。本研究为异质结构内部的热传输研究提供了

一些见解。
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摘要：高温热管具有良好的均温性、优秀的导热能力，因此在航空航天领域超高声速飞行器头部和前缘热

防护问题上，相对于现有的烧蚀方案外提供了一种新的选择。相比烧蚀，疏导式高温热管可以显著降低驻

点的温度并且不会改变气动外形。本文对应用高温热管的高速飞行器前缘热防护问题进行了数值模拟，分

析了热冲击时间对前缘温度的影响。仿真结果表明，在高速来流气动加热下，热管虽然可以降低驻点的温

度，但由于没有热汇，较长时间持续加热下热管温度会持续升高，超出高温热管的壳体材料使用温度范围。

基于此提出一种高温热管与水相变耦合热防护方法，水相变后带走热量，可承受超过 100 s 的高密度热流冲

击，并维持热管平均温度不超过 1100 K。
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0 前 言

热管是一种依靠管内工质相变而将热量从一端传至另一端的传热元件。根据工作温度的

不同，热管可分为常温热管、中温热管以及高温热管。自 1963 年第一根热管问世以来[1]，

许多学者一直在进行热管的研究。经过几十年的不断发展，热管系统得到了不断的改进和完

善。

高温热管在航空航天领域被视为热防护结构的关键部件，在飞行器热防护应用中备受各

国军工研究机构的重视。它主要用于飞行器的头锥部、机翼前缘等高温区域。一种混合式热

防护技术方案最早是由美国 NASA-Langley 研究中心提出的，他们将高温热管与固体碳碳材

料相结合，研制了多款内置前缘形高温热管[2-4]。如图 0.1 所示，经过大量的试验之后，NASA-
Langley 研究中心总结出了最有效的混合式热防护结构和内置前缘形高温热管结构。这种高

温热管结构采用呈“D”形横截面，内部填充钠单质以作工质，热管内表面铺设多层叠加的

不锈钢丝网作为毛细芯。经过测试，结果表明该前缘形高温热管群结构具有出色的热防护效

果。其最高运行温度能维持在 1500 oC 以下，相对于烧蚀结构，疏导式热管热防护结构还能

有效地减轻总重量。



图 0.1 高温热管热防护机理示意图及样件[2]

此外，在涡轮叶片冷却方面，高温热管的应用也很广泛。2013 年郭青青[5]等人首先对高

温热管用于涡轮叶片冷却的可行性进行了分析，结果表明高温热管热流密度可满足涡轮叶片

冷却需求。随后占丽媛[6]等人进行了热管冷却和冲击冷却对燃气轮机导叶的比较研究，模拟

结果表明，在使用热管冷却时，叶片尾缘的温度分布更加均匀，并且在相同的主流条件下，

热管冷却的效果优于冲击冷却。

本文提出了一种新的利用高温热管的热防护形式，首先通过分析热冲击时间对热管温度

峰值的影响，发现当没有热汇时，较长时间高热流输入下（>100s），热管的温度会超出其使

用温度范围，基于此我们提出一种高温热管与水相变耦合热防护的技术方案，并用仿真验证

了其可行性。

1 热管原理与理论分析

1.1 高温热管工作原理

常规碱金属高温热管工作于 600 oC 以上，与中低温热管不同，其工作介质一般为低沸

点的液态金属（钾、钠、锂等碱金属）或其合金，管壳材料以不锈钢及其它耐高温材料为主。

由于高温热管的工作温度以及工质特性，其所表现出来的特性与普通热管有很大的差异，其

当量导热系数是普通热管的几倍甚至几十倍，钠热管的当量导热系数甚至可达 105[7-9]。但是

高温热管工作原理与中低温毛细芯热管相同，从宏观上可将高温热管分为蒸发段、绝热段（绝

热段可视情况取舍）和冷凝段。常见毛细芯热管的工作原理如图 1.1 所示。

图 1.1 热管原理示意图



在热管工作时，热源作用在蒸发段，热量通过蒸发段壳体和毛细芯的导热加热毛细芯中

的液体使得发生汽液相变，一般汽液相变发生在毛细芯表面，热流密度超过一定限度后，毛

细芯内部产生气泡[10]。管内工质在蒸发段蒸发，使得蒸发段蒸汽腔内压力升高，在压差的推

动下蒸汽到达冷凝段，并在冷凝段冷凝为液体，液体则通过内壁面的毛细芯的毛细作用回流

至蒸发段，至此完成气液两相循环。热管正是通过这种汽液两相的变换与循环流动，完成热

量的传递。与普通热管不同的是，普通热管工作时只存在气-液相变过程，而高温热管在工

作过程中除了存在气-液相变过程外，在启动时可能还会出现固-液相变过程。

1.2 热防护边界条件

热壁热流和热壁温度计算

飞行器在大气层中以超高音速飞行时，飞行器前缘和表面的空气会受到强烈的挤压和摩

擦作用。此时气体的动能被转化为热能，这导致周围的空气温度将会急剧上升，从而在飞行

器前缘壁面和空气之间形成巨大的温差，导致热量迅速向飞行器壁面传递。“气动加热”即

指这种由于物体在高速飞行时受到大气层的压缩和摩擦作用而导致的加热现象。在进行气动

加热计算时，静压和比焓是最容易确定的两个参数。这两个参数确定后，其余的物性参数便

可通过查找曲线或热力学函数表得到。在工程设计中，通常有两种方法可以获得热力学参数：

一是将函数表的数据存放在计算中，进行插值求解；另一种方式是找出这些曲线的拟合公式

进行计算。本文采用拟合公式对气动加热过程进行计算。

在杨炳尉等人[11-13]的研究中，给出了如何通过冷壁热流 qc、滞止焓 hr 以及压力去求取

实际热流，忽略对流加热和壁面辐射以外的热流输入，则热壁热流和表面温度的关系可以用

如下公式表示[14, 15]：

ݍ = ൬1ݍ −
ℎ௪
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ସ (1 − 1)

式(1-1)中：qn 代表热壁热流，即传热防热层的净热流密度，单位：W/m2；qc代表冷壁热

流，即防护层表面在热力学温度为 0K 时的热流密度，单位：W/m2；hw、hr分别为在表面壁

温下和气体滞止温度下的气体焓值，单位为：kJ/kg；ε为防热层表面辐射系数，常取 0.8-0.85；
为斯忒藩-玻尔兹曼常数，其值为ߪ 5.67 W/(m2·K4)；Tw 为物体表面壁温（热力学温标），单

位为：K。

式(1-1)右边第一项表示表面温度修正后的气动加热热流密度，第二项是辐射散热热流密

度。在马赫数不高的情况下，热壁热流的公式(1-1)可以简化为公式(1-2)来计算：

ݍ = ൬1ݍ −
௪ܶ

ܶ
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式中：
்ೢ

ೝ்
为壁面温度与气体滞止温度之比。

计算实际热壁面热流的思路如下：

① 根据式(1-2)，首先求取 Tr。根据文献[16]，已知滞止焓和压力可用如下公式求取滞止

温度。

热力学温度

ܶ = ,݂) ℎ) (1 − 3)

式中：p 为静压，单位为 Pa，h 比焓，单位为 kJ/kg
当 167.5 < ℎ ≤ 1881.1时

ܶ = 1.2432 ℎ.ଽଵସ (1 − 4)

当 1881.1 <  ℎ ≤  46055.0 时
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② 当知道滞止温度 Tr后，根据实际热流 qc和壁面温度 Tw 进行仿真计算耦合求解。

在某飞行器工作状态下，其头部驻点的滞止焓和冷壁热流之间的关系可近似如图 1.2 和

图 1.3。其中热流边界条件，在侧面和背面部分别为正面的 25%和 15%，而来流滞止焓相同。

图 1.2 滞止焓近似拟合

图 1.3 头部冷壁热流近似拟合

2 数值模拟与结果分析

2.1 模型建立与边界条件

（1）数值计算模型

采用瞬态计算，固体域控制方程如下：

߲ଶܶ

ݔ߲
ଶ = 0 (2 − 1)

能量项采用二阶迎风格式进行空间离散，能量方程的残差限设置为 10-7，能量方程亚松

弛因子采用默认值 1。数值计算采用商用软件 Fluent 15.0 双精度求解器进行瞬态求解。时间

步长设置为 0.1s，步数为 10000，最大迭代次数为 20。在计算迭代过程中对壁面温度以及热

流值等参数进行监控，并分析在气动加热过程中各参数随时间的变化情况。

对时间步长进行独立性验证，对驻点最高平均温度进行监测，发现在时间步长为 0.05s
时，误差小于 0.04%，时间步长为 0.5s 及以上时，误差大于 0.15%。因此在时间步长为 0.1s



时可近似认为温度为精确值。若步长取得太小会大大增加计算周期，若步长取得太大又会影

响计算精度，综合考虑取时间步长为 0.1s。
（2）模型建立

建立模型形状如图 2.1 所示，灰色部分为壳体，蓝色部分为热管。热管模型总长度 313
mm，前缘球体半径 25 mm，后缘宽 225 mm。

图 2.1 热管仿真几何模型

计算设置保持头部外壳厚度一致，壁厚均为 3 mm。外部壳层材料为高温钢，高温钢高

温下导热系数设定为 30 W/(K·m)，热管内部当量导热系数设置为 40000 W/(m·K)[8, 9, 17]。

（3）网格生成

该计算中只有导热，所以网格尺寸影响不大，选用 ANSYS mesh 生成网格，并做了网格

无关性验证，发现当外部壳层网格尺寸设置为 1 mm，内部最小尺寸设置为 2 mm 时，计算

结果相差小于 0.5%。

图 2.2 计算模型非结构化四面体网格

（4）边界条件简化

超声速钝锥体绕流流畅如图 2.3 所示。在激波层内，高温空气对壁面的辐射加热主要来

自于该点所在的切平面与激波面所包围的那部分称为“气帽”的空气区域。因此可将热管的

边界条件分为三部分，前缘驻点冷壁热流密度最高，而侧面与背面的冷壁热流密度相对小很



多。将侧面冷壁热流密度设为前缘驻点的 25%，背部冷壁热流设定为前缘驻点的 15%，加热

的热量以辐射形式散失。将式(1-2)气动加热热流和辐射写成自定义函数导入求解器边界条件

进行计算，求解器选用 Fluent 15.0。

图 2.3 超声速钝锥体扰流流场示意图

2.3 仿真结果分析

图 2.4、2.5 分别为计算获得的温度变化曲线与热流曲线。观察图 2.4 以及图 2.5 可得到

驻点最高温度出现在 436 s 时刻，2025 K，而最高热流时刻在 410 s，最高温度时刻相比于最

高热流时刻稍有延迟。同时，由图 2.4 可以看到，驻点、侧面以及背面的温度在热管的作用

下，其温度非常接近，温差小于 200 K。

图 2.4 热管面平均温度随时间变化曲线



图 2.5 热流随时间变化曲线

从热流和温度曲线可以看出，热量主要从驻点输入，从背面通过辐射散失。在 340 s
到 410 s 热流骤然升高的时间段，随时间的增加，温度不断上升。但由于热流极高，热流

与温度存在一个延迟效应，因此热流达到最高时，平均温度还未达到最高，稍滞后于最高

热流。

取 436 s 和 1000 s 时刻的温度云图。由图 2.6-2.7 的温度云图显示出，热管温度分布均

匀性良好，且温度延迟小。

图 2.6 436 s 时刻温度分布云图

图 2.7 1000 s 时刻温度分布云图

2.4 问题简化和热冲击仿真

从上述结果发现，热管温度开始骤升是在热流骤升时，即滞止焓开始降低时，与前期关

系不大，可以通过简化焓和热流来研究热管最高温度的决定因素。简化滞止焓和冷壁热流随

时间变化曲线如图 2.8、2.9 所示。



图 2.8 滞止焓近似拟合

图 2.9 头部冷壁热流近似拟合

设定整个热管初始温度 500 K，设定热流从 0 骤然升高到 qx，升高时间为 t1，对应滞止

焓从 8600 kJ/kg 一直降低。将升高时间 t1 设定为 100 s，最高热流分别为 400 W/cm2、200
W/cm2、150 W/cm2。计算结果如图 2.10-2.11 所示。

图 2.10 温度随时间变化曲线

图 2.11 热流随时间变化曲线



观察背面温度和热流曲线，当热管温度小于 1600 K 左右时，由于热管所有面上净热流

均为正值，这意味着输入均大于输出，因此热管温度一直上升，驻点最高温度仅仅取决于输

入热量的多少；而当温度大于 1600 K 时，热管其它面上净热流值为正而背面净热流为负，

此时可考虑通过增大热管背面面积散热，将热管温度尽可能控制在 1600 K 附近；同时当冷

壁热流在 100 s 达到峰值 150 W/cm2 的计算中，达到热流峰值时，热管驻点温度为 1445 K，

仍未达到驻点最高温度，该结论与上述最高温度与最高热流之间存在延迟效应结论相同。

从上述分析可以看出，热管承受热流冲击，并尽可能控制温度是可行的，但无法承受较

长时间的高热流加热，这是因为辐射散失热量远小于输入热量，而没有其他热汇可做热量输

出。

2.5 高温热管与水相变耦合热防护

（1）模型建立

从上述计算中可得高温热管无法承受长时间的热流冲击，主要是由于热管的作用只是将

前缘驻点的热量传导至整个前缘，单靠热管的辐射散热远远不够，缺乏其它有效的散热途径。

基于此本文提出可利用热管和水相变耦合散热进行热防护，水相变带走热量作为热汇。由于

热管蒸汽腔的阻力极小，无需较大空间，即热管做成一个壳层，将热管内部挖空，设置一储

水腔体，如图 2.12 所示。在热管的作用下，驻点的热量传导至整个前缘，同时热量通过横向

传导至热管内壁面，而水在热管内壁面进行相变换热的过程可有效将热管内热量带走，从而

降低前缘整体平均温度。为了保证高温热管在气动加热下温度不过低以能够启动，需要在水

与热管之间设置一层低导热材料，此处计算假设使用陶瓷层，陶瓷层的厚度应当适宜以保证

热管和冷却水之间维持一定温差。

图 2.12 热管优化模型图



图 2.13 简化近似拟合的沸腾换热热流曲线以及换热系数曲线图

（2）边界条件设置

该热管在 2.4 bar 的条件下工作，水在该状态下的沸点为 399.15 K，将陶瓷散热面设定

为第三类边界条件，换热系数 h 随陶瓷散热表面温度变化，

内壁面的换热系数根据简化水的沸腾换热热流曲线[18]求得。简化的沸腾曲线和换热系

数如图 2.13(a)、(b)所示。

（3）模拟结果分析

图 2.14 为计算获得的温度变化曲线。观察图 2.14 可得到驻点最高温度出现在 414 s 时
刻，1100 K。相比于未增加水与热管相变耦合方案，最高温度下降了 925 K。从上述分析可

得到，以热管能承受最高温度 1273 K(1000 oC)为限，水与热管相变耦合能在热管成功启动的

同时还能承受较长时间的热流冲击。

图 2.14 热管表面平均温度随时间变化曲线图

图 2.15 为陶瓷散热面的温度变化，观察图 2.15、2.16(b)可得到在陶瓷层的作用下，此处

陶瓷层的导热系数设为 1.6 W/(m·K)，陶瓷层厚度设为 1 mm，结果表明陶瓷层能维持两侧温

差 200 K 以上。结果表明陶瓷与水接触面温度保持在 400-420 K 之间，沸腾换热始终处于核

态沸腾阶段。

取 418 s 和 1000 s 时刻的温度云图，观察图 2.16-2.17 的温度云图，可得到热管仍具有

良好的均温性，温度延迟小，整体平均温差不超过 300 K，与未提供热汇热管相比温差略大，

其原因是在模型建立时将热管增长导致背面面积增大。



图 2.15 陶瓷散热面温度随时间变化曲线图

图 2.16 414 s 时刻热管温度分布云图

图 2.17 1000 s 时刻热管温度分布云图

所需冷却水量按下式计算：

ܯ ൌ
ܳ

ߛ
(2 − 2)

式中，热量 Q 通过对图 2.18 的平均热流曲线积分所得，ܳ ൌ ∫ܣ ݍ݀ ݐ
ଵ


，其中耦合面

面积 A=199.377 cm2；γ为水的潜热，2.4 bar 下水的潜热为 2185 kJ/kg；求得所需水量为 3.84
kg。



图 2.18 陶瓷散热面热流随时间变化曲线图

从上述分析可看出，利用高温热管与水相变耦合使热管达到工作温度的同时还能承受较

长时间的热流冲击的方案是可行的。热管整体平均温度不超过 1100 K，单点最高温度不超

过 1200 K，处于热管材料许用范围，并且所需携带的水量也较少。

3 结 论

（1） 热管的温度峰值与热流峰值之间存在一个延迟效应，温度峰值稍滞后于热流峰

值。这是因为虽然净热流从峰值开始下降，但仍旧为正，从驻点传导热量小于

净热流，所以热管温度仍在升高；但在热管的作用下，可将热管整体平均温差

维持在 200 K 以下；

（2） 热管温度<1600 K 左右时，热管所有面上净热流均为正值，热管辐射散热远小

于输入热量，热管温度持续升高。只有热管大于 1600 K，辐射热量才有超过加

热量的可能，使得热管温度降低，而 1600 K 超过了高温热管使用温度范围；

（3） 通过给高温热管增加热汇，将高温热管与水相变耦合可将热管最高温度控制在

1103 K 以下，所需水量 3.84 kg。以热管能承受最高温度 1273 K(1000 oC)为限，

该方案可使热管很好的满足其强度要求的同时，还能承受更长时间的热流冲击。
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摘要：硅基芯片的峰值温度一般要求不超过 120 ℃，随着高性能芯片动态功率密度的不断增加，现有

散热技术难以满足芯片当前热管理需求。热电制冷器因其具有无制冷剂、制冷密度大、体积小、可靠

性高、可精确控制温度等特点，在芯片热管理应用中具有显著优势。本文搭建了一个热电制冷片集成

芯片的散热实验台，采用陶瓷加热片模拟芯片的动态发热功率进行实际工况的仿真模拟，探究了脉冲

电压大小、脉冲时间、脉冲波段、功率密度等参数对热电瞬态制冷性能的影响。实验结果表明，当加

热片发热功率的脉冲幅度为 48 W 时，对热电制冷片施加 9 V 的电压脉冲时，芯片的峰值温度能够显著

下降 15.7 ℃。实验结果与仿真结果之间的偏差较小，进一步验证了热电瞬态制冷仿真模拟的准确性。

同时，本文还探索了热电瞬态制冷对功率芯片峰值温度的控制效果，为利用热电瞬态制冷效应控制功

率芯片的峰值温度打下了坚实基础。

关键词：热电瞬态制冷，芯片散热，脉冲电压

0 前言

随着芯片的小型化、集成化和高功率化快速发展，芯片的散热问题日益突出[1]。当

芯片处于峰值功率工作时，短时间内会产生大量热量，需要及时有效地散热，以保持芯

片的温度在安全范围内。否则，芯片表面温度会急剧上升，可能对其内部元件造成不可

逆的损坏，甚至导致整个系统的失效[2]。且相关研究表明，芯片失效的原因有一半以上

都是与热相关联的[3]。因此，为了保证芯片长期高效的运行，研究和控制芯片的散热变

得至关重要。而传统的自然对流或强迫对流散热已无法满足高功率芯片的散热要求[4]。

同时由于芯片尺寸的减小和功能集成的增加，散热器件的空间受到限制，一些高热流密

度的散热装置，如液冷微通道、喷射冷却和超薄热管冷却系统等因其价格昂贵、体积大

及可靠性等问题在芯片冷却方面无法达到经济实用的效果，这对传统的制冷方式提出了

严峻的挑战[5]。

热电制冷是一种极有前景的固态制冷技术，在塞贝克效应和珀耳帖效应的作用下，

能实现电能和热能的直接转换，其有着制冷密度大、无移动部件、小型化、可靠性、可

精确控制温度和环境友好等特点，使其成为解决高功率芯片散热需求的一种重要技术选

择[6, 7]。特别地，当对热电模块施加数倍于稳态的瞬态脉冲电压时，热电模块冷端温度

Tc 会短暂降低到稳态温度以下，这就是脉冲过冷现象[8]。自从该现象发现以来，研究者



们为提升制冷器件的瞬态制冷能力做了大量研究。Gupta 等[9]通过建立计算模型，研究了

超薄热电制冷器件稳态和瞬态工作模式对芯片热点温度降低的影响。分析表明，除了通

过稳态电流实现的冷却外，瞬态脉冲可以非常有效地降低芯片热点温度。热接触电阻和

电接触电阻对热电制冷器件的性能起着至关重要的作用，因为较大的接触效应的可以消

除珀尔贴制冷量。与超薄热电制冷器件的稳态运行相比，这些接触效应对超薄热电制冷

器件的瞬态冷却热点的影响更高。Sulliva 等[10]研究了集成在芯片电子封装内多个超薄热

电制冷器件的脉冲制冷效应。考虑到超薄热电制冷器件中所消耗的总能量、芯片上的峰

值温度、热点温度超调和热点脉冲冷却过程中的恢复时间等关键参数，他们研究了各种

脉冲形状以获得最佳的电流脉冲形状，从而有效地运行超薄热电制冷器件。结果表明，

与恒流脉冲相比，平方根脉冲剖面有着最大的最大冷却能力，并且能量消耗只有恒流脉

冲电流的一半。此外，研究发现通过瞬态电流脉冲可以使热点的温度保持在阈值以下。

Ren 等[11]研究了在不同脉冲条件和材料特性的多孔硅基薄膜热电制冷器件中珀尔贴效

应、焦耳效应和汤姆逊效应在时间和空间上的相互作用。他们的模拟显示了瞬态制冷效

应在焦耳热扩散之前由珀尔贴效应主导，并且具有各向异性导热系数的多孔硅不利于在

横向上扩散，而在垂直方向上可以快速散热。根据局部温度分布，汤姆逊效应增强了瞬

态制冷效应。在 1000 W/cm2热流密度下，多孔硅基热电装置稳态运行时将温度从 117 ℃

降低到 102 ℃，而在瞬态制冷运行时短暂地降到了 100 ℃。在多孔硅中加入相变材料可

以进一步提高其瞬态冷却性能，相变材料的熔化过程延迟了温度超调。在多孔硅中加入

相变材料可以进一步提高其瞬态冷却性能，并且相变材料的熔化过程延迟温度超调。各

向异性、比热和潜热对瞬态冷却性能起着重要作用。他们的研究结果表明，具有各向异

性特性的侧向热电器件有望用于芯片热点的动态热管理。Shen 等[12]提出了一种分析电压

脉冲对热电瞬态制冷效应的数学模型及其求解算法。在求解模型时考虑了热端对流换热

系数和冷端冷负荷等现实边界条件。数值模拟结果表明，当稳态输入电压发生阶跃变化

时，会出现瞬态过冷现象。然而，由于焦耳效应和珀尔贴效应的共存，最小过冷温度不

能达到以前学者所报道的接近绝对零度。在最佳热端对流换热系数时实现最小过冷温度

和过冷温度的最大持续时间。而冷端冷负荷只影响过冷温度的最大持续时间。

以上研究内容分析了脉冲电压大小和形状、接触效应等因素对热电薄膜的散热能力

的影响，证明了基于热电薄膜的瞬态制冷效应在对电子器件的热管理方面有着巨大的潜

力。然而，对于高功率芯片，其在脉冲功率下的温度剧烈升高，最终达到峰值温度，对

芯片峰值温度的控制有待研究。在本研究中，我们设计并搭建了一个利用热电瞬态制冷

对动态功率芯片的温度控制效果测试实验台，用陶瓷加热片模拟动态功率芯片工作状态，

以研究热电制冷片(TEC-12706)对芯片峰值温度的控制性能。同时还按照实际工况进行仿

真模拟，以验证数学模型的准确性。系统地研究了脉冲电压大小、脉冲时间、功率密度

等参数对 TEC 瞬态制冷控制芯片峰值温度的性能影响。我们的研究结果为进一步设计并

制造高性能 TEC 来有效控制当代动态功率芯片温度打下了坚实的基础。

1 实验

1.1 实验方案

本实验装置主要包括四个部分，分别是电加热模块、热电制冷模块、散热模块和温



度采集模块。电加热模块由一块陶瓷加热片和一台可编程的直流电源(SP150VBC1000W)
组成。其中加热片作为热源，以模拟动态功率电子芯片的工作情况，其尺寸为 30×30
×2 mm3，电阻约为 3 Ω。由于加热片电阻会随着温度的升高而增大，经实测，对其通入

14 V 电压时，其功率为 48 W。热电制冷模块由一块热电制冷片和一台可编程的直流电

源(SP75VBC1000W)组成。实验采用赛格瑞公司生产的常规热电制冷片(TEC-12706)，其

尺寸为 40×40×3.8 mm3。该热电制冷片由 127 对 p、n 型热电偶臂串联而成，通过焊接

铜片连接电偶臂，形成连续的电流通路，其性能参数如表 1 所示，各组件的具体尺寸如

表 2 所示。散热模块是一块水冷板，其尺寸为 40×40×12 mm3，主要作用是给 TEC 热

端散热，防止 TEC 工作时热端产生的热量回流至冷端，保证热电模块的制冷效率。温度

采集模块选用一台 12 通道热电偶测温仪进行温度记录，其精度为±0.1 ℃。

表 1 TEC-12706 性能参数

型号 最大电流(A) 最大电压(V) 最大温差(℃) 最大制冷功率(W)

TEC-12706 6.0 15.8 68.0 55.0

表 2 TEC-12706 组件详细尺寸参数

名称 尺寸(mm)

陶瓷板厚度 0.8
电偶臂厚度 1.6
导流片厚度 0.3

陶瓷板横截面积 40×40
电偶臂横截面积 1.4×1.4
导流片横截面积 3.8×1.4

图 1 实验系统连接示意



图 2 电偶臂对的材料参数(a 为 p、n 型电偶臂的导热率；b 为 p、n 型电偶臂的电阻率；c 为 n 型电偶臂

的塞贝克系数；d 为 p 型电偶臂的塞贝克系数)

按图 1 所示，将各模块连接起来，搭建实验台。两台直流电源通过 USB 与计算机相

连接，对电源波形进行设置，以控制加热片和 TEC 的脉冲电压。在加热片与 TEC 冷端、

TEC 热端与水冷板之间各均匀布置 4 个热电偶测温探头，其中的间隙采用导热硅脂填充。

布置完热电偶测温计，自上而下将加热片、热电制冷片和水冷板组装起来。为防止环境

因素影响热电制冷效果，将组装好的装置放入提前刻好的挤塑板凹槽内，通过拧紧螺丝

的方式使各部件紧密贴合。实验所用热电材料数据来源于厂商官网，如图 2 所示。

1.2 实验步骤

确认实验台搭建完成后，在无风无阳光直射的实验室内进行测试实验，以减小外在

环境对实验的影响。具体实验步骤如下：

(1) 将各个模块连接好，包括直流电源与加热片、热电制冷片的连接好，使其形成

闭合回路；还有恒温槽进出口与水冷板连接，保证水路循环且无漏水现象。

(2) 设置两台直流脉冲电源的输出电压波形，直流电源 1 输出脉冲电压为 14 V，

直流电源 2 输出脉冲电压以 9 V 为例，如图 3 所示；同时设置恒温槽内水温为 25 ℃并

开启循环。

(3) 通过观察热电偶测温计的读数，待到系统运行稳定且温度读数均为 25 ℃时。同



时运行两台直流电源，并同时记录温度，待到脉冲电压结束，停止记录温度并结束实验。

等待系统降温至 25 ℃后，重复 1-3 步骤，进行下一组测试。

图 3 加热片和热电模块脉冲电压随时间变化

2 仿真模型

2.1 几何模型

采用该多物理场瞬态模型，通过 ANSYS 软件建立了实验热电模块对应的数值模拟，

并将实验数据与模拟结进行比较。此模拟中，陶瓷发热片、热电制冷片、水冷头的尺寸

以及材料属性均与实验条件相同，其三维模型如图 4 所示。除了 1.1 所述电偶臂的关键

材料参数外，本文所涉及如陶瓷加热片、水冷头和热电制冷片其他部件的材料性质如表

3 所示。

表 3 模型中的材料热导率

材料 导热系数(W/(m·K))

陶瓷板 25.0

铝 237.5

铜 400.0

图 4 数值模拟几何模型

2.2 数学模型

在热电模块的热分析中，主要包括三种热，分别是珀耳帖热、焦耳热和傅里叶导热；



其中珀耳帖热包括珀耳帖吸热和珀耳帖放热。

(1)

(2)

(3)

(4)

方程 1 表示的是电偶臂冷端吸热量，αpn为电偶臂对的塞贝克系数、Tc为电偶臂冷端

温度、I 为电流。方程 2 表示的是电偶臂热端放热量，Th为电偶臂热端温度。方程 3 为

焦耳热量，R 为电阻。方程 4 为傅里叶导热量，κ为导热系数。通过整理上面的方程，

可得到热电模块的冷端制冷量(Qc)、热端的放热量(Qh)和热电模块所消耗的功率 P 如方程

5~7 所示[13]。

(5)

(6)

(7)

2.3 边界条件的设置

由于热电制冷片在实际工作中的传热比较复杂，考虑到一些因素对计算结果影响很

小，为节约计算资源，对模型做出如下假设：

(1)除热电制冷片冷、热端面和水冷板底部散热面外，其余边界面均设置为绝热边界

条件；

(2)除电偶臂外，其他材料的物性参数不随温度变化而变化；

(3)忽略热电制冷片中电偶臂的接触热阻与接触电阻。

为了模拟动态功率加热片真实的工作情况，加热片的热流密度分为三个阶段。如图

5 所示，加热片在 0-5 s 和 30-60 s 时间段内的功率为 Q1=3 W，在 5-30 s 时间段内的功率

为 Q2=48 W。此外，对热电制冷片的电压入口施加脉冲电压，出口接地，电势为 0 V，

利用热电瞬态制冷效应冷却加热片。施加到热电制冷片的脉冲电压也分为三个阶段，脉

冲电压在 0-24 s 和 30-60 s 时间段内为 0 V，在 24-30 s 时间段内为 0-15 V（考虑到热电

制冷片最大允许电压为 15.8 V，图中以 9 V 为例）。由于加热片在峰值功率下持续运行一

段时间后，温度达到峰值，所以在脉冲功率结束之前对热电制冷片施加脉冲电压。热电

片热端的散热器采用对流传热边界条件进行设置，本研究设置为接近水冷(强迫对流)的
等效传热系数 1000 W/(m2·K)[14]。环境温度设定为 25 °C。



图 5 加热片脉冲功率与热电模块脉冲电压随时间变化

2.4 网格无关性验证与实验验证

为了验证热电瞬态制冷数值模拟的网格无关性，在 ANSYS 设置完全相同的条件下，

分别计算网格数为 24613、36943、89164 的案例。从图 6（a）中可以看出，三种网格数

量下的芯片温度计算结果几乎相同，说明数值模拟结果与网格数量无关。本文选取网格

数为 24613 进行数值计算。

图 6（b）为不同脉冲电压对陶瓷发热片的峰值温度影响的实验和数值模拟结果对比

图，实验和模拟结果基本吻合。为了更好的可视化，选取了未对热电模块施加脉冲电压

和施加 9 V 脉冲电压的结果。当未对热电模块施加脉冲电压时，加热片实验峰值温度为

118.7 ℃，模拟峰值温度结果为 124.5 ℃，相对误差为 4.9%；施加脉冲电压时，加热片

实验峰值温度下降了 15.7 ℃，模拟峰值温度下降了 15.8 ℃。模拟陶瓷加热片的温度比

实验陶瓷发热片的温度偏高，这是由于实验对整个装置的保温措施存在缺陷，导致部分

热量散失到环境中，从而使陶瓷发热片的温度偏低。

图 6 数值模拟验证（a 为网格无关性验证，b 为实验验证）



3 结果与讨论

3.1 热电瞬态制冷性能实验研究

图 7 为不同脉冲电压对陶瓷发热片的温度影响的实验结果。结果表明对热电模块施

加脉冲电压为 3 V、6 V、9 V、12 V 和 15 V 五种情况下，加热片的峰值温度下降的最大

值分别为 9.9 ℃、12.6 ℃、15.7 ℃、15.5 ℃和 14.8 ℃。由此可以看出过大或者过小的脉

冲电压不利于对陶瓷发热片温度的控制，选择合适的脉冲电压大小对陶瓷发热片的温度

控制有重要意义。除此之外功率大小对热电器件的冷却性能也有着重要影响，较高的功

率会导致加热片的峰值温度更高，而硅基芯片工作峰值温度一般要求低于 120℃[15]，。如

表 4 所示，不同功率下对热电片施加 9 V 的脉冲电压时，加热片峰值温度的降低量变化

的实验和模拟结果。在功率较高的情况下，加热片内的温度下降更为显著，热电制冷片

的瞬态制冷能力更有效，峰值温度下降 11~18 °C，这将显著提高现代芯片的可靠性和性

能。

表 4 不同脉冲热流密度下加热片的峰值温度与温降

陶瓷加热片脉冲功率

(W)

加热片峰值温度(℃) 加热片峰值温降(℃)

实验结果 模拟结果 实验结果 模拟结果

38 94.3 103.8 11.6 14.3
42 106.4 112.1 12.8 14.9
48 118.7 124.5 15.7 15.8
55 130.4 139.1 15.8 16.9
60 141.6 149.5 15.9 17.7

图 7 不同脉冲电压对陶瓷加热片的温度影响实验结果

3.2 热电瞬态制冷性能数值模拟研究

数值模拟的准确性已在 2.4 节得到证明，进而通数值模拟来预测实验结果，以缩短



实验周期。图 8 所示为对热电模块施加脉冲时间长短对加热片温度的影响模拟结果。脉

冲功率等边界条件与前述一致，分别控制电压脉冲时间为 3s、4s、5s、6s、7s、8s、9s。
当脉冲电压时间从3s增加到9s时，加热片的峰值温度分别降低了11.5 ℃、13.0℃、14.4℃、

15.8℃、17.2℃、18.5℃和 19.8℃。在脉冲时间更长的情况下，加热片内的温度下降更为

显著，热电制冷片的瞬态制冷能力显得更有效，考虑到较长的脉冲时间会消耗更多的电

能同时也会产生更多的焦耳热，对于长期运行的电子器件会浪费能源，我们要适当选取

脉冲时间以保证加热片（芯片）峰值温度不超过可高效工作的安全温度即可。

图 8 对热电模块施加脉冲时间长短对陶瓷加热片温度的影响

4 结论

本文进行了块体热电模块的瞬态制冷效应对陶瓷加热片峰值温度控制的实验，并建

立相同规格尺寸的仿真模型进行数值模拟计算。实验数据与数值模拟结果吻合良好，不

仅证明了热电瞬态制冷仿真模拟的正确性，也证实了热电瞬态制冷对动态功率芯片峰值

温度控制的可行性。本文研究结果表明：

(1) 随着脉冲电压从 0V 增加到 15V，热电制冷片的冷却性能不断增强。当脉冲电压

增到 9V 以上时，陶瓷加热片峰值温度下降超过了 15℃，这为利用热电瞬态制冷技术控

制芯片峰值温度的可行性提供了强有力的事实依据。

(2) 陶瓷加热片的热流密度越高，热电制冷片的制冷效果越好，加热片热流密度从

38W 提高至 60W，其峰值温度有超过 11~18 ℃的温降，说明热电瞬态制冷在抵消动态功

率所带来的的热量十分有效。

(3) 随着对热电模块施加脉冲电压时间的增长，加热片峰值温度下降越明显。以 1s
为增量，在 3~6s 时热电制冷片冷却效果显著增强；6~9s 加热片温降达 15℃以上。
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基于激光闪光法的高温熔盐导热系数
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摘要：熔盐半透明的性质使其在高温下的容积热辐射效应显著，致使基于热扩散原理的激光闪光法难

以准确获取高温熔盐导热系数。本文充分考虑测试过程的耦合热传递机制，构建了一维激光闪光法测

试条件下熔盐内导热—辐射耦合传热模型，基于有限体积法和最小移动二乘无网格法，对能量方程和

辐射传递方程求解，获得了样品吸收系数、导热系数、边界发射率和脉冲宽度对顶部温升信号的影响

规律，采用合适的样品厚度、发射率实现了导热系数与吸收系数的联合反演。本文为高温熔盐热物性

测试仪器的研发提供了理论基础。

关键词：导热-辐射耦合，激光闪光法，导热系数，吸收系数，联合反演

0 引言

熔盐由于其粘度低、工作温度范围宽（400~1200K）、传热性能好、蓄热能力强等

一系列优点，已成为当前最具潜力的高温传热蓄热介质和先进反应堆工质，在太阳能

和核电站中具有不可替代的地位。而熔盐半透明的性质使其在高温下的容积热辐射效

应显著[1]，并且随着工作温度的需求越来越高，这一效应愈加显著，现有的仪器不能

准确测量其导热系数[2]，这对它在工程中的大规模使用造成了困扰。

激光闪光法作为一种非接触、快速响应、高精度的测量方法，在测量半透明介质

导热系数方面具有广泛的应用前景。国内学者[3]基于激光闪光法的立式热扩散率测量

装置实现了室温至 1600℃的热扩散率测量，最终测量结果与德国物理技术研究院参考

数据的偏差小于 1%，但未涉及辐射参数的测量。已有研究在计算上主要假设条件[4]：
(1)热流分布在试样内是一维的；(2)试样表面没有热损失；(3)激光脉冲能量被试样正面

均匀全吸收；(4)激光脉冲宽度足够小；(5)试样均匀不透明。但实际测量中，由于边界

热传导、气氛对流、热辐射等因素引起的热损耗以及光脉冲宽度不可忽略等因素，特

别是对于液体或半透明固体，高温下内部热辐射不可忽略，导致这些假设条件基本很

难实现[5-6]。2011年俄国 V.Khokhlov等[7]用 STA449C 同步热分析仪测量了 LiF、NaF、
KF 等氟化盐的熔点、熔化焓、比热等，对于导热系数则采用稳态同轴圆筒法。氟化盐

导热系数的实验结果与预测结果差异较大，主要是由于经验公式选用不当以及测量实

验误差造成的，尤其是测量过程中并未考虑热辐射效应的影响。最新研究表明[8]，考

虑容积辐射的温度响应计算结果与测量值更符合。

本文采用移动最小二乘近似无网格法和有限体积法结合 (Move Least Square
Meshless Methods and Finite Volume Method, MLSM-FVM)，求解一维半透明介质中的导

热—辐射耦合传热问题，并通过改变边界条件模拟激光闪光法，得到样品顶部的温度

响应曲线，研究了吸收系数 κα、导热系数 k、边界发射率 ε 以及脉冲宽度 tp 对温度响应

曲线的影响。通过共轭梯度法，结合正问题求解方法 MLSM-FVM，联合反演样品的导

热系数与吸收系数，并研究了样品厚度 L、边界发射率 ε 对反演精度与效率的影响。

*资助项目：国家自然科学基金（No. 52227813）



1 数理模型

1.1 一维导热—辐射耦合传热模型

图 1. 激光闪光法物理模型 (a) 测试原理 (b) 离散节点示意图

图 1(a)为激光闪光法原理简单示意图。该方法将短脉冲的激光束聚焦在待测材料

表面上，激光脉冲的能量引起材料表面温度的瞬时升高。随后，通过测量上表面温度

随时间的变化，可以推导出材料的导热系数。瞬态温度响应的特征取决于材料的导热

性能，因此通过分析温度响应曲线，可以计算得到导热系数。在坩埚两侧涂上灰色发

射涂层，四周为加热腔，样品厚度为 L，底部通入激光脉冲信号 P(t)，在顶部采集温升

曲线。一维瞬态辐射—导热耦合传热能量方程可表示为：
2
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式中 ρ 为密度（kg/m3），c 为比热（J/（kg∙K），λ 为导热系数（W/m∙K），∇∙q(x,t)为辐射

源项，边界条件表达式如下：
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式中，Q 为激光的热流密度，P(t)为峰值为 1、宽度为 tp的矩形波脉冲信号，T0 为 周

围环境温度，ε(T0)为 T0温度时边界的发射率，σ = 5.6703×10-8为斯蒂芬-玻耳兹曼常数，

h 为对流换热系数，Tf 为外界流体温度。在时间间隔[t, t +Δt]内，对式(1)采用全隐格式

进行差分：
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         (3)

式中，B、U 分别为控制体 P 上下相邻的控制体，如图 1(b)所示，δxB、δxU分别为控制

体节点 P 到 B、U 的距离，TB、TP、TU 分别为控制体节点 B、P、U 的温度，TP
0 为节

点 P 上一时刻的温度，Δt 为时间步长。SC 与 SP的表达式将在后面的内容中给出。

熔盐为半透明介质，其内部热辐射传输的发射、吸收、散射过程由辐射传输方程

描述，其在 s 方向上的表达式为:
2
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式中 β = κα+κs，κα、κs 分别为位置 s 处的衰减系数(m-1)、吸收系数(m-1)与散射系数(m-

1)，n 为半透明介质的折射率，Ib (W/(m3∙sr))为 s 位置处的黑体光谱辐射强度，Φ(s,t)为
散射相函数。



引入投射辐射
4

G Id


  。结合式(3)和(4)，给出 SC 与 SP：

2 34 ,P P CS n T S G      (5)
纯净熔盐熔融后基本不存在悬浮粒子，并采用超声气泡消除技术，内部光散射可

以忽略，考虑辐射吸收即可，即 κs = 0，β = κα，式(4)可写为：

dI
I S

ds
  (6)

式中， 2 ( , )bS n I s t 。对于不透明边界，吸收率与发射率之和为 1，即 1w w   ，因

此辐射边界条件为：
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式中，εw为壁面发射率（通过碳化、黑化等技术处理，可视为已知），nw为壁面外法向

矢量，s m’为方向 m’上的单位方向向量，wm’为权重系数，与离散坐标有关。

本文使用移动最小二乘近似无网格法(Move Least Squre Meshless Methods, MLSM)
对辐射强度方程进行离散求解，与能量方程的有限体积离散共用一套节点网格。基于

移动最小二乘节点基函数 Ni(x)对辐射强度进行近似展开[9]：

1
( ) ( ) ( )

N
m m

i
i

I x N x I x


 (8)

式中，m 为离散方向数， ( )mI x 为通用函数 ( )mI x 的拟合函数，Ni(x)为节点基函数。

将公式(8)带入式(5)得到辐射传递方程离散形式：
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    (9b)

式中，μm 为 m 方向上的方向余弦。由节点基函数 Ni(x)和式(6)得到辐射边界条件离散

形式：
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1.2 共轭梯度法

导热系数和吸收系数的联合反演是通过优化目标函数得到的，本问题中的目标函

数为测量点处计算的各时间的温度值与真实系数的温度值的差的平方和：
2

1
( , ) ( , )

N

i i
i

J k T k T   



    (11)

其中，N 为所取时间点数，Ti(k, κα)为 i 时间点猜测物性系数下的温度值，Ti*为真实系

数条件下 i 时间点的温度值。

作为数学优化算法中最有效的算法之一，共轭梯度法仅需利用一阶导数的信息，

实现各个共轭方向的搜索[10]。本文采用共轭梯度法对目标函数(11)采取数学优化技术，

以求取极小值。下面结合物理模型介绍共轭梯度法。

在时频图上取 N 个时间点的温度值 T(T1,T2,⋯TN)，猜测的初始导热系数 k、吸收

系数 κα，共轭梯度法迭代一次，k、κα值更新，以 k 为例:
1 di i i ik k    (12a)

1d ( ) di T i i iJ k     (12b)
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式中，α i 为搜索步长，d i为下降方向向量，β i 为共轭系数。目标泛函的梯度为:
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式中∇T(k)为灵敏度系数，灵敏度表征响应参数对反演参数变化的灵敏程度，在这里指

的是所取时间点处的温度对导热系数 k 的变化率，即温度对导热系数的导数。Tm∗为真

实导热系数下的温度分布。本文采用的全局差分法得到灵敏度值，即在式(13a)中，使

用差分法近似偏导，给灵敏度的计算带来了误差。定义平均相对误差和最大相对误差：
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第 i 次的搜索步长 αi为:
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(15)

αcf 为步长控制因子。κα值更新方式同理。

对于一般的反问题求解，需要设定迭代误差 ε，当满足要求 J < ε 时即停止迭代。

但是在工程问题中，目标泛函减少到一定值后 J 变化不明显，ε 一般取很小的正值，本

文取 10-8。因此为了得到最终的优化结果，采用如下迭代准则：
1 1| ( , ) ( , ) |i i i iJ k J k      (16)

2 结果与讨论

2.1 模型验证

图 2. 辐射导热耦合计算验证 (a) 不同辐射—导热耦合参数 N=καk/4n2σTa3，(b) 不同消光系数 β 



首先对本文发展的 MLSM 与 FVM 结合求解导热—辐射耦合传热进行验证，基于

线性样品长度 L 的光学厚度为 τ = καL。底部壁温 Ta = 1000K，顶部壁温 Tb = 500K。图

2(a)为采用 100 个空间网格，8 个离散角度，时间步长选取为 0.01s，对辐射—导热耦合

系数 N = 0(纯辐射情况)、0.01、0.1 和 1.0 的情况进行 MLSM-FVM 求解，给出了无量

纲温度计算结果。通过与文献[11]中的结果进行对比，可以看出 MLSM-FVM 求解结果

与文献[11]中求解结果吻合很好，验证了导热与辐射耦合计算模型和方法的正确性。图

2(b)在耦合系数 N = 0.1 的情况下，分别对消光系数 β = 0.1、1、2 和 5m-1 的情况进行

MLSM-FVM 求解，同样给出了无量纲温度计算结果。通过与文献[12]中的结果进行对

比，再次验证了 MLSM-FVM 正确性与准确性。

2.2 激光闪光法模拟结果

改变两侧边界条件，假设每束激光能量恒为 E = 5J，光斑面积 S = 0.0001m2，环境

温度与起始温度均为 800K，取脉冲宽度 tp = 0.1s，可得热流密度 Q = E/(Stp)。使用

MLSM-FVM 对激光闪光法过程进行计算。

图 3. 不同参数对温升信号影响 (a) 吸收系数 κα，(b) 导热系数 k，(c) 发射率 ε 和(d) 脉冲时间 tp

图 3(a)分别给出了吸收系数 κα = 150，190 和 250m-1的温度分布曲线，可以看出吸

收系数 κα 主要对脉冲宽度处，即 t = tp 时的温度值有影响，且温度值随着 κα 的减小而

增大，对其他的传热过程影响不大。κα 的增大提高介质对辐射能量的吸收能力，增大

了辐射的影响，辐射衰减效应增强，使得温度传导到顶面时降低，引起的温升更小。图

3(b)分别给出了导热系数 k = 0.3，0.6 和 1 W/(m∙K)的温度分布曲线，可以看出导热系

数 k 对温度分布的影响较大，随着 k 的减小，辐射项占据主导，较短的时间内使热量

传递至上表面，使得温升增大；另一方面，导热能力降低，热传导的速度变慢，体现在



k 越小，温度变化趋于平缓。图 3(c)分别给出了边界发射率 ε = 0.1，0.5，0.9 的温度分

布曲线，可见不同发射率条件下温升曲线是整体平移的，由于边界发射率的增大，公

式(10)描述的边界发射能力越强，激光强度也等比例的通过熔盐内部热辐射传输过程贡

献至上表面，使得温升数值更大。图 3(d)分别给出了脉冲宽度 tp = 0.05，0.1 和 0.2s 的
温度分布曲线，可以看出在 tp = 0.05，0.1s 时，脉冲宽度越小，可以产生越集中和明确

的温升效应。而 tp =0.2s 时，脉冲宽度大，由于热扩散效应，能量传递时间延长，导致

温升效应模糊化，造成图 3(d)中的反常。因此对于具体的问题要采用合适的脉冲宽度。

2.3 导热系数与吸收系数的联合反演

2.3.1 样品厚度 L 的影响

假设半透明介质顶部对环境存在对流与辐射散热，每束激光能量恒为 E = 1J，光

斑面积 S = 0.0001m2，环境温度与起始温度均为 800K，对流散热热流恒为 20W/m2。取

脉冲宽度 tp = 0.001s，可得热流密度 Q = E / (Stp)= 1×107W/m2。取时间点数 N=50，从

0.0001s 到 0.0050s，时间间隔为 0.0001s 步长控制因子 αcf = 0.5，导热系数和吸收系数

的初始值分别为 0.2 W/(m∙K)和 100m-1，赋给导热系数的增量为∆k = 0.2 W/(m∙K)，吸收

系数的增量为∆κα = 45m-1。其他参数设置为：边界发射率 ε = 1，反演的目标导热系数

k = 0.6 W/(m∙K)，目标吸收系数 κα = 190m-1。图 5 为样品厚度分别取为 L = 0.001，0.0015
和 0.002m 进行反演得到的温度迭代变化结果。

图 4. L 取不同值的迭代过程 (a) L = 0.001m，(b) L = 0.0015m 和 (c) L = 0.002m

通过图 4(a)、(b)和(c)的对比可见：随着 L 的增大，迭代的初始值温度值减小；反



演迭代过程中，随着猜测导热系数 k 与吸收系数 κα的增大，更新的温升曲线不断接近

真实系数的温度曲线。在共轭梯度法中，猜测系数的增量受步长控制因子 αcf控制，并

且随着迭代的进行，增量越来越小。这也解释了图 4 中第三次迭代的温度曲线较上次

迭代的温度曲线变化的幅度越来越小。表 1 为三种样品厚度下反演迭代次数及误差结

果，可以看出，随着样品厚度增大，迭代次数和最终结果相对误差不是正相关的，样品

厚度 L = 0.0015m 时迭代次数最多，但平均相对误差最小，反演精度最高，而 L=0.002m
时迭代次数最少，但最终结果相对误差最大。因此在实际测试反演时，要综合精度和

计算时间要求设置样品的测试厚度。

表 1 不同样品厚度反演迭代次数及误差

2.3.2 边界发射率 ε 的影响

固定样品厚度 L = 0.0015m，分别取边界发射率 ε =0.1，0.5，0.9，其余条件和 2.3.1
节参数一致。图 6 为联合反演迭代过程的上表面温升变化。

图 5. ε 取不同值的迭代过程 (a) ε = 0.1，(b) ε = 0.5 和 (c) ε = 0.9

通过对图 5(a)、(b)和(c)的对比可见：随着 ε 的增大，迭代的初始值温升值增大；

反演迭代过程中的规律与图 4 反映的规律一致。表 2 为不同边界发射率反演迭代次数

和误差数值，可以看出，随着 ε 增大，迭代次数和相对误差都增大，意味着反演精度

和效率都降低，因此在激光闪光法结合导热-辐射耦合模型测试框架下，较低的发射率

L(m) 最大迭代次数 平均相对误差 Ae(×10-9) 最大相对误差 Me(×10-9)
0.001 14 10.26 11.33
0.0015 16 6.87 8.56
0.002 11 14.58 19.12



对参数的高效高精度联合反演有利。

表 2 不同边界发射率反演迭代次数及误差

3 结论

本文在传统热扩散原理激光闪光法物性测试原理的基础上，考虑了高温熔盐容积

热辐射效应。基于 MLSM-FVM 实现了一维半透明介质导热与辐射耦合换热正问题的

求解。通过改变边界条件，模拟了半透明介质热物性参数测量仪器的激光闪光法测试

过程，研究了吸收系数 κα、导热系数 k 、边界发射率 ε 以及脉冲宽度 tp 对温度响应曲

线的影响。研究发现，吸收系数 κα 和边界发射率 ε 主要影响顶面的脉宽处温升，并且

随着 κα的增大(ε 的减小)，脉宽处温升减小；导热系数 k 主要影响脉宽处温升及后续温

度变化速度，k 越大，温升越小，但是后续升温越迅速；脉冲宽度 tp影响脉宽处温升的

变化，tp 越小，温升越高。进而通过构建目标泛函，使用共轭梯度法实现了半透明介质

导热系数和热辐射吸收系数的联合反演，研究了样品厚度 L 和基底发射率对反演效率

和精度的影响，发现反演精度随样品厚度的变化呈现非单调变化特性，存在最佳样品

厚度；发现 ε 越大，反演所需迭代次数增多，平均和最大相对误差越大，反演的精度

越低。本研究提出了基于激光闪光法的导热与热辐射物性联合反演模型，为高温熔盐

热物性参数高精度测试仪器的自主研制提供了理论基础。
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摘 要：研究了圆柱耦合涡流发生器诱导流场内部形成丰富流态转变、失稳和分岔等现象的机理，分

析了流场结构对传热特性的影响。结果表明，旋涡的形成和破碎导致系统进入混沌状态，其强烈的初

值敏感性打破了再循环区域的封闭性，最终发生分岔现象使二次流呈放射状汇入不同流域。这加强了

流体的运输和混合机制，系统的对流换热大幅增强，同时表明混沌运动对强化对流换热的影响具有延

迟性。与 RVG 相比，CRVG 处于混沌状态时有效提升换热 15%。

关键词：混沌对流，强化传热，初值敏感性，涡流发生器

0 前言

目前，强化换热现象主要关注流场、热场之间相互作用所引发的具有独特流动现象

与传热过程的复杂多场耦合问题。由于流场的复杂性及其内部存在的丰富流态转变、失

稳和分岔等现象，目前的相关研究工作还十分匮乏，这极大地阻碍了强化换热领域的应

用和发展。

涡发生器是一种被动强化换热元件，被广泛用于加强换热[1-3]。Jacobi 和 Shah[4]和

Fiebig[5]均表明纵向涡比横向涡具有更好的传热特性。Zhou 等[6]研究了涡流发生器翼型

对换热性能的影响。矩形翼强化换热效果最好，但压力损失最大。Song 等[7-8]发现两排

三角小翼涡流发生器产生的两个反向旋转纵向涡可以在一定程度上强化换热。目前比较

常用的强化换热手段主要是改变涡流发生器形状、排列方式、数量等参数。由于涡流发

生器生成的流场难以把控，强化传热特性具有一定偶然性。同时，湍流的强烈非线性特

征，湍流区的对流换热机理研究更为困难。

混沌是确定性系统内在随机性的固有表现，描述的是非线性动力学系统在驱动参数

进入某一范围后所表现出的独特状态 [9-11]，因此受到了研究者的广泛关注 [12-14]。

Ghaedamini 等[15]研究波纹状微通道内的流动与传热特性，发现通道内的波纹结构能诱导

产生强烈的混沌对流，对流传热能力最多可提高 80%。Jarrahi 等[16]采用扭曲管和脉动流

相结合的方法诱导混沌对流，从而增强流体的混合。Cimarelli 和 Angeli[17]研究了垂直通

道内自然对流由稳定对流特性到混沌对流的路径。1971 年，Ruelle 和 Takens[18]通过引入

奇怪吸引子的概念，证明了系统在经过三次准周期分岔后足以产生混沌解，提出了第一

条混沌转捩路径即 Ruelle-Takens 路径。目前研究发现，混沌对流能够增强流体混合特性

基金项目：国家自然科学基金（No.52276059），天津市自然科学基金（No.20JCZDJC00470）和天津

市“项目与团队”重点培养专项（No.XC202042）



进而强化对流换热，同时准周期分叉是混沌转捩的主要路径之一。混沌行为表现出的独

特非线性特征，有望揭示流动非线性失稳的内在规律，为湍流在对流换热系统中的独特

形成机制提供重要的科学依据，具有较高的理论分析价值。

在特定条件下，某些系统会进入周期性振荡状态甚至是具有混沌特征的非规则振荡

状态。目前，圆柱耦合涡流发生器所产生的非稳态振荡现象的研究尚无文献提及，其产

生该现象的原因尚不明确。本工作将对这一现象进行系统的研究和分析，揭示其内部机

理及动力学特征，分析可能对其造成影响的相关因素，探索其潜在的工程应用前景。

1 数值计算方法

1.1 物理模型

所示为圆柱耦合涡流发生器（CRVG）的计算域模型。矩形通道长 L = 120 mm，宽

W = 30 mm，高 H = 10 mm。圆柱（CYL）直径 d = 5 mm，高为 8 mm，距入口 L1 = 50
mm，放置通道中心位置，分别距上下壁面 1 mm。矩形涡流发生器（RVG）长 l = 10 mm，

高 5 mm，攻角 β = 30°，距热壁面前端 S = 10.5 mm。底部红色区域为加热壁面，L2 = 70
mm。

图 1 计算域模型

1.2 控制方程及边界条件

存在 CRVG 的情况下，对通过通道的三维、瞬态和湍流的空气流进行了计算。流动

被视为不可压缩的，空气的物理性质不变。连续性方程、动量方程、能量方程和湍流方

程可以表示如下。

(1)

(2)

(3)

式中，各项含义：p，gi，τij，ρ 和 Fi分别表示压力、重力加速度、粘性应力张量、流体

密度和 i 方向的体积力；cp，k 和 T 分别表示空气的比热、热导率和温度。

采用 RNG k–ε 模型：

(4)

(5)

( ) 0i

i

u
t x




 
 

 

( ) ( ) ij

i i j i i

j j j

p
u u u g F

t x x x


  

  
     

   

2

2( ) ( )p i p

j j

T
c T u c T k

t x x
 

  
 

  

( ) ( )i k eff k b M k

i j j

k
k ku G G Y S

t x x x
    

    
            

 
2

1 3 2( ) ( )i eff k B

i j j

u C G C G C R S
t x x x k k

     

  
    

    
            



式中，Gk和 Gb 分别表示平均速度梯度和浮力引起的湍流动能。YM 表示可压缩湍流中波

动膨胀对总耗散率的贡献。ɑk 和 ɑɛ 分别是 k 和 ɛ 有效普朗特数的倒数。Sk 和 Sɛ 是源项。

入口边界条件为速度入口，出口边界条件为压力出口。壁面采用无滑移边界条件。

通道底部为定热流密度 q = 1800 W/m2 的均匀加热壁面。其余壁面均为绝热壁面。通道

入口的空气温度为 27 ºC，气流速度为 9 m/s，所对应雷诺数（Re）为 9242。
1.3 参数定义

本工作所涉及 Re 数、对流换热系数 h 定义如下：

(6)

w f

q
h

T T



(7)

式中，Tw是热壁面温度；Tf 是空气温度。

对于非稳态流动算例为保证结果与时间无关，应计算足够长时间内的平均值，即时

均对流换热系数 hav。

(8)

2 混沌分析方法

混沌指在确定性系统中出现的一种貌似无规则，类似随机的现象。混沌不是简单的

无序而是没有明显的周期和对称，但却具有丰富的内部层次的有序结构，是非线性系统

中的一种新的存在形式。为分析混沌的内在规律及其对换热的影响，本工作研究工作主

要涉及的非线性动力学分析方法包括：傅里叶频谱、相空间重构、关联维数等，下面将

逐项进行介绍。

2.1 傅里叶频谱

通过快速傅里叶变换将时域内难以分辨特征的序列转换到易于识别的频域是信号

处理技术中常用的分析方法。对于周期为 t0 的时间函数 f(t)进行傅里叶级数展开：

(9)

其中， 为角频率，n 为整数，a0为常数，an和 bn分别表示余弦和正弦分量：
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根据欧拉公式可以将式(9)写成指数形式：
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(13)

其中，j 为虚部单位。对于非周期信号，由于其可以视为某种周期无限大的周期信号，

令 ，若 则上式可以写成：

(14)

(15)

上式即为非周期信号的傅里叶变换，其中 称为 f(t)的频谱密度函数。对于有限长的

信号，有：

(16)

不同的系统状态分别对应于不同的傅里叶频谱特性：当系统处于标准周期振荡状态

时，时间信号内只包含一个周期信号，因此在频谱内只存在单一主频及其谐波峰值；当

系统处于拟周期振荡或者周期分岔状态时，频谱内将会出现不止一个（有限多个）主频

峰值及其谐波或次谐波；而当频谱中出现无数个峰值且具有连续性特征时，说明此时系

统中的流动表现出了类似混沌的特征。

2.2 相空间重构

时间序列是可以测得的与系统性质有关的某一变量（温度、压力、速度等）随时间

变化的一组数据。对时间序列 进行处理，可以在高维空间中提取和恢

复出系统原来的规律。本文利用 C-C 方法同时计算时间延迟 τ 和嵌入维数 m，这在一定

程度减小了时间延迟 τ 和嵌入维数 m 选择上的主观性，保证了相空间重构的准确性。

重构相空间：

(17)
混沌吸引子作为混沌系统的特征之一，体现着混沌系统的规律性，意味着混沌系统

最终会落入某一特定的轨迹之中，存在这种特定轨道的系统处于混沌状态；吸引子轨迹

为一封闭的曲线时，系统处于周期状态或拟周期状态；吸引子轨迹最终区域某一定点时，

系统处于稳定状态。

2.3 关联维数 D

关联维数描述的是时间序列的分形特征，是流体动力学系统相关自由度数量的一种

度量。

(18)
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(19)

其中，θ 为 Heaviside 阶跃函数；Cn(r)表示 n 维相空间的关联积分；N 表示 n 维相空间的

点数；DGP 为嵌入维数；在对数坐标系下，取时间序列自相关函数 Cn(r)与 r 的关系曲线

中线性相关度较高的部分做最小二乘拟合，得到对嵌入维数不存在依赖性的斜率即为系

统对应的关联维数 D。一般来说，标准单周期振荡流的关联维数为 1，拟周期振荡流的

关联维数为 2，而混沌的关联维数是一个大于 2 的分数，也称分数维。分数维越大，系

统的非线性程度越高。

3 结果与讨论

3.1 模型验证

网格独立性验证如所示，可以看出，网格数量 N 从 9.8×105 增加到 1.34×106 时，

平均对流换热系数差异在 0.07％以内。为节省计算资源，本文采用的网格数约为 1.34×
106。为了验证本文数值方法的准确性，将模拟结果于 Luo[19]的实验结果进行对比。采用

与文献中相同的边界条件和几何模型，结果如所示。可以看出，Nu 的相对误差在 4.29%
以内，模拟结果可靠。

图 2 网格无关性验证 图 3 模型验证

3.2 流动和换热分析

图 4 所示为通道内布置 CYL（圆柱）、RVG（涡流发生器）、CRVG（圆柱+涡流发

生器）以及 SMO（光滑通道）时壁面对流换热系数（h）随时间演化曲线。与其他工况

不同，CRVG 表现出非定常的特点，系统最终处于充分发展的非规则振荡状态。进一步

获取了 CYL、RVG、CRVG、SMO 四种工况下在 1 – 5 s 内的时均对流换热系数（hav），

如图 5 所示。可以看出，CRVG 换热效果明显优于其他三种工况，与 RVG 相比可有效

提升换热 15%。

图 4 对流换热系数 h 时间演化曲线 图 5 时均对流换热系数

GP
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系统对流换热强度的改变，必然与流场结构及流动强度的变化相关。为揭示这一系

列演化过程中的流场变化及内部机理，研究涡流发生器边缘诱导旋涡结构特性，获取了

不同侧边形成的涡流流线，如图 6 所示。可以发现，当流线扫掠经过 VG 的 a、b、c 三

边时，形成沿主流向通道下游流动的纵向涡。由于速度的锐减，VG 上游底部边界层与

壁面分离，在 d 边附近产生三维流动分离。由于流动分离，VG 前端面形成了涡流并分

成两列纵向涡与下游其他纵向涡合并。纵向涡增强了流体在流动方向上的混合和输送，

并破坏流动边界层的生长，可以有效地引起传热增强。

图 6 涡流流线 图 7 流线及温度分布

与 RVG 相比，CRVG 纵向涡的螺旋度更高，螺旋区域面积也较大。CRVG 涡流整

体呈非对称结构，vg2 产生的纵向涡强度更高，因其强大的卷吸作用而使 vg1部分流体汇

入其中，实现了旋涡间流体的混合和输送。RVG 涡流呈对称结构，两列纵向涡流线封闭。

可以得出结论，不同边缘产生的纵向涡对边界层的扰动和流体混合是强化换热的主要因

素。CRVG 产生的纵向涡强度更高，范围更广，且实现了旋涡间流体的输送和混合，所

以其换热整体优于 RVG。

此外，VG 后侧会形成二次涡流，二次涡流被限制在 VG 后端面的再循环区域内，

此处流体运输和混合相对较差。随后二次涡流流出在循环区域，并与下游较强的纵向涡

混合。二次涡流流出再循环区的位置可用于判断再循环区的大小。所示为 CRVG 波峰

A1、波谷 A2 及 RVG 的热壁面温度分布及 y=1mm 截面流线分布情况。上方小翼为 vg1，

下方小翼为 vg2。CRVG 后端面存在一大一小的再循环区域。vg2 的再循环区面积小，二

次涡与纵向涡可快速混合，改善了 vg2 后端面的换热情况。vg1表现为一纵向细条状再循

环区域，这些二次涡流经过一段时间循环后在下游 e 点(x=75.5mm)和 f 点(x=72.5mm)呈
放射状汇入其他流体区域。该处流体运输和混合剧烈，由温度分布观察到下游形成月牙

状的低温包络区。值得注意的是，波峰 A1 时刻上游近壁面流体因二次涡流的汇入，在

vg1 后方形成一列新的纵向涡，加强了流体换热。RVG 在 a 边附近的再循环区域面积较

大，导致该二次涡与较远的纵向涡合并。同时，与 CRVG 不同该区域流线封闭，流体运

输相对较弱。c 边附近的再循环区域面积小，并且二次涡可以快速与纵向涡合并，换热

得以加强。

综上所述，CRVG 流场整体呈非对称性，二次涡流导致的再循环区域的封闭性被打

破，纵向涡间流体流动方向不再固定，较强的混合和运输机制，最终使系统的对流换热



大幅度增强。

3.3 混沌对流特性分析

平衡态经某点在其另一侧变为新的稳定定态和不稳定态，并在不稳定区域发生进一

步流态转变的现象称为分岔现象，而该点则称为分岔点。分岔现象是非线性系统所特有

的性质，是混沌的重要标志。由观察到，e、f 点之前流体自再循环区域沿相同方向流出，

处于平衡状态。e、f 点之后平衡态被打破，该股流体流向发生了不同程度的转变而呈现

出放射性特征。e 点和 f 点即可看作分岔点，此处流体表现出了分岔现象。

所示是 CRVG 在波峰 A1和波谷 A2时刻，分岔点前(x=70.5mm)后(x=80.5mm)截面处

的流线分布。相同颜色表示同一流域内的所有流线，蓝、绿、红流域分别用 B、G、R 表

示。可以看出，波峰 A1 时刻通道内存在三个流域，波谷 A2时刻存在两个流域。B 流域

漩涡的生成和破碎，是系统进入复杂混沌状态的原因。分岔点前，波峰时刻 G、R 流线

封闭处于相对稳定状态；波谷时刻因漩涡卷吸作用，G 流域流线自 R 流域外边界进入，

实现了向 R 流域的被动运输。此过程分岔后，B 和 R 流域自 G 流域中心进入，实现了

流体在不同流域之间的主动运输，加强了流体的运输和混合，强化了对流换热。

图 8 CRVG 波峰 A1、波谷 A2分岔点前后截面流线

为便于分析系统的非定常流动特性，选取热壁面 x 轴 x=60.5mm、x=65.5mm、

x=70.5mm、x=75.5mm(分岔点)、x=77.5mm、x=115.5mm 的温度时间序列进行分析。通

过傅里叶频谱图、温度相空间轨迹对系统状态进行说明。x=60.5mm 到 x=75.5mm 沿程

方向，傅里叶频谱的不可通约频率数量增大，温度相空间轨迹大量分离和折叠，吸引子

轨道的规律性逐渐消失，表现出了混沌吸引子的特征。x=77.5mm 时傅里叶频谱的不可

通约频率减少，温度相空间轨迹的分离和折叠程度减弱。x=115.5mm 时，温度相空间轨

迹表现为两环闭合轨道，系统处于拟周期振荡状态。可以发现，涡流发生器下游相邻位

置系统表现为混沌状态，并在远离涡流发生器位置转捩到拟周期振荡状态。

(a) x=60.5mm (b) x=65.5mm



(c) x=70.5mm (d) x=75.5mm

(d) x=77.5mm (e) x=115.5mm

图 9 傅里叶频谱图(左)及温度相空间轨迹(右)

旋涡的生成和破碎使系统进入了非稳态振荡状态。而混沌的初值敏感性打破了再循

环区域的封闭性，使系统表现出倍周期分岔现象，二次流最终呈放射状汇入不同流域。

3.4 混沌与换热特性分析

为通道内布置 CYL（圆柱）、RVG（涡流发生器）、CRVG（圆柱+涡流发生器）以及

SMO（光滑通道）时壁面时均对流换热系数（hav）沿 x 轴方向分布。沿程边界层厚度的

增加，使 SMO 的 hav 逐渐减小。CYL 尾迹二次流区域速度较低，换热效果差，下游表

现为两列纵向涡，有效破坏边界层的生长，换热得到加强。RVG 端距流速大，有利于减

薄边界层，hav 逐渐增大。后端面二次流区域流速减小，hav逐渐减小。下游纵向涡合并，

强度增加，换热效果增强。CRVG时hav在 x=70.5mm处出现转折并大幅提升，在 x=77.5mm
时达到顶峰，此后沿 x 轴方向逐渐减小。值得注意，x=85.5mm 后方小段距离内的下降

速率有所减慢。与 CYL 和 RVG 相比，CRVG 沿程换热效果整体较好，同时能有效改善

RVG 后端面二次流区域的换热情况。

需要强调和说明的是，拟周期振荡与混沌的转捩过程的相空间轨迹都具有混沌吸引

子的特征，此类混沌特性的判定存在一定困难。为进一步说明时均对流换热系数的跳跃

性增大及下降速率减缓的现象，有必要采用一些混沌判据对其进行定量分析。此处使用

非线性动力学技术关联维数 D 对混沌状态进行定量表征。

图 10 沿 x 轴方向时均对流换热系数 hav 图 11 CRVG 关联维数 D 曲线

所示为 CRVG 关联维数 D 沿 x 轴方向的变化曲线。可以看出 x=63mm 附近 D 已经



到达 2，说明系统已经进入混沌状态。随后沿 x 轴方向 D 逐渐增大，系统非线性程度越

高，x=70.5mm 时系统进入强烈混沌状态。此时混沌强烈的初值敏感性特征而加强的流

体运输和混合在增强换热的过程中占主导地位，其后方时均对流换热系数表现出了跳跃

性增大的趋势。x=77.5mm 时 D=2.31，非线性程度较弱。系统处于弱混沌状态，流体运

输和混合减弱。此时纵向涡沿流线方向强度减弱，边界层的增长所造成的换热减弱现象

占主导地位，后方时均对流换热系数逐渐减小。x=83mm 附近系统再次从拟周期振荡状

态转捩到弱混沌状态，流体运输和混合较小程度增大，后方时均对流换热系数下降速率

有所减慢。

当混沌运动在增强换热过程占据主导地位时，下游流体对流换热强度有所加强。这

说明混沌强化对流换热具有延迟性，只能强化下游流体对流换热。

4 结论

本工作揭示了圆柱耦合涡流发生器诱导流场内部形成丰富流态转变、失稳和分岔等

现象的机理，分析了流场结构对传热特性的影响，得到如下结论：

（1）当 CRVG 系统处于混沌状态时，与 RVG 相比可有效提升换热 15%。

（2）旋涡的生成和破碎最终导致系统进入混沌状态。此时 CRVG 流场整体呈非对

称性，再循环区域的封闭性被打破。

（3）混沌的初值敏感性特征是强化对流换热的关键。倍周期分岔现象，使二次流呈

放射状汇入不同流域，较强的混合和运输机制，使系统的对流换热大幅度增强。

（4）混沌运动强化对流换热存在空间延迟性。强化对流换热依赖初值敏感性强化

的下游流体运输和混合作用。
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摘要：本文在利用蒙特卡罗-随机游走法求解导热正问题的基础上，利用 CMA-ES 算法对二维矩形计算

域进行热特性参数反演研究。通过给定计算域不同位置、不同数量的初始温度以及不同分布的内热源，

并分别施加 0、1%、3%的误差，观察壁面温度和介质导热系数的反演情况，同时考虑了平均运行时间。

结果表明，对于计算域布置 10 个测点的情况，已知的测点温度越靠近边界且测点数量为 3 个时得到的

反演结果较为理想，且内热源分布并不影响反演结果。

关键词：导热反问题；蒙特卡罗方法；随机游走法；协方差矩阵自适应进化策略

0 前言

随着我国航空航天事业的发展，对航天器温度的控制越来越受到关注。为了研究航

天器热控图层的在轨退化规律、各种空间因素(如太阳辐射等)对航天器上热控产品的影

响以及航天器姿态控制发动机的羽流热效应，需要获得航天器在轨飞行时的外热流数据

面临迫切需求[1]。

随着科学技术的发展和电子计算机的发明，研究人员在二十世纪四十年代中期提出

蒙特卡罗方法(Monte Carlo Method，MCM)，并广泛应用于热物性测量、物理工程、原

子弹工程等许多复杂的物理计算系统中[2,3]。基于蒙特卡罗方法求解热传导问题，使用随

机数的放大，可解决具有尽可能多几何复杂性的问题。这种方法能够在不考虑其他现有

网格点的情况下获得固体中各向异性点的温度。在蒙特卡罗方法中，不需要离散化，也

不考虑问题的几何形状、边界条件和未知点的位置，任何任意点的温度都可以以期望的

精度得到[4,5]。

从二十世纪末到近些年来，导热反问题的工程应用迅速扩展到各个领域，反问题方

法是根据可观测量值反演系统变化规律的数学物理方法，在航空航天领域例如：导弹制

导、火箭推进系统故障等得到应用[6]。求解导热反问题的方法不断从各个领域引进并不

断得到发展，得到了诸多反演未知参数的优化算法。其中较为常用的有共轭梯度法[7,8]、

遗传算法 [9]等。本文反问题计算基于协方差矩阵自适应进化策略(Covariance Matrix
Adaptive Evolution Strategy，CMA-ES)算法，与传统的优化算法不同，CMA-ES 算法不

需要使用梯度就可对目标函数进行优化，主要用于求解连续域中困难的非线性、非凸、

黑箱优化问题，被典型地应用于无约束或有界的约束优化问题[10,11]。

基金项目：国家自然科学基金(No. 52227813，51976044)。



本文将围绕导热正问题及其反问题进行研究，首先利用蒙特卡罗方法来求解导热正

问题，在利用测试函数验证 CMA-ES 算法进行反演计算具有可行性的基础上，进行合理

的计算域分析，找出最合理的测量温度的位置、测量温度的数量，探究不同内热源对于

计算结果的影响，具体研究路线如图 1。

图 1 基于随机游走法导热反问题研究路线图

1 基于蒙特卡罗-随机游走法的热特性重建理论

1.1 基于蒙特卡罗-随机游走法的正演模型

蒙特卡罗方法在数学上是通过构造符合一定规则的随机数来解决问题的。通过输入

随机数，得到随机答案，然后解决问题。可用蒙特卡罗方法处理的问题有两类，第一类

称为概率性问题，第二类称为确定性问题，根据随机过程的行为和结果来确定是哪一类

问题。蒙特卡罗方法从理论上来讲，需要通过大量的实验才能生成较为精确的结果，但

随着计算机技术的发展，大量繁复的数学推导和计算过程被省去，原本费时费力的实验

也可以在计算系统的加持下快速解决，这些优点是蒙特卡罗方法在近年来被广泛应用。

蒙特卡罗解题过程主要有三步：首先将所求的问题转化为概率问题，构造概率模型，

要求的问题恰好是这个概率模型的某个参数；然后根据构建的概率模型生成随机样本；

最后统计各个样本的结果，根据样本的最后结果来给出所求问题的近似解。使用蒙特卡

罗方法求解指定点温度计算是按照以下步骤进行的：

(1) 在研究区域中选定粒子，放置在一个随机位置 ( , )x y ；

(2) 对粒子位置坐标进行无规则的改变，使粒子温度发生改变；

(3) 计算统计此时粒子温度；

(4) 比较此时粒子温度是否与指定温度一致，决定粒子位置是否继续进行无规则改变；

(5) 若粒子达到指定温度，被边界吸收，计算记录此时粒子的温度；若粒子温度与指定

温度不符，则产生一个新的随机位置，一直继续下去，直到粒子被吸收。

蒙特卡罗方法中的随机游走模型核心概念是指任何进行无规则游走的粒子在游走

到下一个位置的过程中，其所携带的守恒量，每一个都遵循相应的分散运输规律，这种



游走接近于布朗运动，但有一定限制，是布朗运动理想的数学状态。随机游走模型的第

一步是随机数的生成。真实的随机数是以不确定的方式生成的，不可预测，也不可重复。

当前用于求解微分方程的标准蒙特卡罗方法有很多不足之处，归根结底是由于随机游走

模式的相对不灵活的性质导致的，从而要预先选择步长和网格点的位置。这种类型的随

机游走叫做固定随机游走。由于在蒙特卡罗研究中的“随机”不是传统意义上的随机。它

通常用于序列，其中一旦被确定，在统计意义上就不是随机的，但可以具有一些性质，

这些性质类似于随机序列的性质，故而有时候被称为“伪随机数”。一般来说，随机游走

有三种类型：

(1) 固定随机游走(Fixed Random Walk，FRW)：粒子步长是固定并预先指定的，且粒子

运动的方向限制在预先指定的方向上。

(2) 半浮动随机游走(Semi Floating Random Walk，SFRW)：粒子步长固定并预先设定，

但粒子运动方向不受限制，这意味着所有角度的移动都是可能的，是随机确定的。

(3) 全浮动随机游走(Full Floating Random Walk，FFRW)：粒子步长没有预先指定，并且

在每一步都会发生改变，粒子运动方向也不受限制，这意味着所有角度的移动都是

可能的，是随机确定的。

固定随机游走技术计算时间长，难以处理不规则边界处的复杂边界条件。但这种方

法能够处理瞬态问题。另外两种类型与边界形状或条件相关，计算时间较固定随机游走

减少。在上述每种类型下，都是当粒子达到指定温度时，其运动终止；换句话说，粒子

被边界吸收。当粒子被吸收时，计算相应点的温度。

1.1.1 固定随机游走(FRW)
参考区域为一个任意形状的具有边界曲线的二维区域，如图 2 所示。大小为 x y 

的网格叠加在该区域上，使得边界在平均值上近似于一个点上。在该区域还存在内部提

及热源 q。

图 2 具有叠加网络的任意形状二维区域

该问题的导热控制微分方程如下
2 2

2 2 0T T q

x y k

 
  

 
(1)

其中T 为温度，K； q为热源， 3W/m ； k 为热导率，W/(m K) 。

在利用蒙特卡罗方法求解该问题时，首先要得到公式(1)中偏微分方程的等价有限差

分，将式(1)的连续导数替换为其有限差分近似，可得离散化的代数方程(设 x y   )[12]
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公式(2)可以改写成
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其中， xP  ， xP  ， yP ， yP 表示分别到 ( , )x x y  ， ,x x y  ， ,x y y  ， ,x y y 

点不同方向的概率系数，对于公式(4)，这些系数都等于 1/4

1 / 4x x y yP P P P       (4)

概率系数是非负的，且必须满足公式(5)

1x x y yP P P P      (5)

综上所述，图 1 的二维问题可以描述为：一个粒子被放置在(x,y)点，以这个点为原

点。假设该粒子可在四个方向上运动，可利用概率系数来确定质点运动方向。每个方向

上的概率可以用 xP  ， xP  ， yP ， yP 来表示。粒子选定一个随机数，并根据随机数确定

迭代的下一个位置，并将该位置确定为新的原点，然后继续下去。

FRW 法允许粒子在网格线上移动，步长是预先设定好的，粒子运动限制在上下左右

的四个方向固定之一。但 FRW 在边界条件为任意曲面时容易出现如图 3 的困难，这是

因为有限差分的网格不满足直角边界。

图 3 在不规则形状几何中使用 FRW 的难度

1.1.2 半浮动随机游走(SFRW)

这种类型随机游走方法[12]的特点是步长( wr )为预先指定，但粒子运动的方向不受限

制并在每个步骤中随机确定。半浮动随机游走的基础可以通过考虑半径为 wr ，中心为

 ,x y 的齐次二维区域的精确解来推导， ,x y 处的温度可以用下式近似表示为边界上的

温度分布 T(r,w)



 
1

0
, ( , )d ( )T x y T r F   (6)

其中是圆上的角坐标， F 是概率分布函数 / 2F   。

由于d d 1 2F   是常数，它表明对于基本弧长 d，概率 dF 与无关。公式(6)
指出相对于位于圆心的随机行走粒子，圆上的每个角都是相同的，这一解释为求解方

程(1)提供了一种新的方法。

假设一个随机行走粒子在某个点  1 1,i ix y  ，下一步执行如下：一个圆圈以  ,i ix y 为

中心，半径等于预先分配的步长 wr 。下一步，粒子从  ,i ix y 到任意随机选择的圆角位置，

通过产生随机数得到随机角，并将其乘以 2 。新位置的坐标表示  1 1,i ix y  。这些坐标

表示为

1 ( )i i w ix x r cos    (7)

1 ( )i i w iy y r sin    (8)

从点  1 1,i ix y  开始，按照这个步骤继续进行，直到粒子 i 到达固定边界。在计算限

制方面。当粒子位于 minr 厚度处时，可以终止随机游走。如图 4 所示。在 SFRW 方法中，

步长 wr 是固定的，因此该步长必须在 minr 区间内。较小的 wr 需要更长的计算时间，结果

的精度更好。

图 4 典型的 SFRW 原理图

1.1.3 全浮动随机游走(FFRW)

在这种方法中，既没有预先指定随机行走的步长，也没有预先指定粒子运动的方向。

假设随机行走粒子 i 最初位于点  ,i ix y 处。根据 FFRW 方法，粒子 i 的下一步可以由下

式给出

1 ( )i i i ix x rcos    (9)

1 ( )i i i iy y r sin    (10)

如前面所示，如  1 1,i ix y  所示，它位于以 i 为角度的圆上。圆心位于  ,x y 点。半

径 ir 的确定方法为点  ,i ix y 与边界之间的最短距离，而 i 是一个分布在0 2i   范围



内的随机角。写出外边界路径方程，然后确定任意点到问题边界的最近距离，最近距离

即为半径。在每一个瞬时位置，构造一个半径等于该点到边界之间的最短距离的圆，粒

子移动到圆上的任何等概率角的位置。图 5 图形化地说明了上述过程。在此方法中，温

度的算法类似于 SFRW，区别在于圆的半径不是固定的，它们对于粒子的每一步都是变

化的[13]。这种方法对具有复杂几何形状的问题具有较好的求解性能，而且计算速度快。

图 5 典型的 FFRW 原理图

1.1.4 边界条件

热传导方程解中最重要的问题是指定边界条件，因为内部节点的温度受边界条件的

影响。通常，热传导方程是唯一的，其解取决于边界条件。边界条件指定区域边界处的

温度或热通量，初始条件指定时间坐标原点处介质中的温度分布。在蒙特卡罗方法中，

边界条件可划分如下[14]：

(1) 吸收边界

考虑具有恒定温度的边界。在这种情况下，当随机行走粒子到达边界时，随机行走

终止，或者换句话说，粒子被吸收，并记录该点的壁温。

(2) 反射边界

假设热通量在边界规定如下

T q

n k


 


(11)

其中， n 是正热流的方向， q是每单位时间和面积传递到人体内的热量。

通过使用泰勒级数直到二阶，将得到

2

2wall x

q q
T T x x

k k


   
       

   
(12)

其中， xT 是位于 x 距离处的位置处的温度。

在概率方面，该方程表示，如果粒子位于具有规定热通量的边界处，则其被反射回

距离 x 的区域，并对量 2

2
q q

x x
k k

   
     

   
进行记录。



(3) 对流边界

考虑用温度为T 的特定冷却剂冷却的物体。对流边界条件如下

( )wall

T
k h T T

x



  


(13)

其中， h是传热系数， wallT 是边界温度。

通过再次应用泰勒级数，可以得出以下方程
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对流边界壁温未知，当粒子到达边界时，重新生成随机数。如下：

① 如果：0 xe P  ，粒子向左移动并继续随机行走。

② 如果： 1xP e  ，颗粒向右移动并被吸收，计算T 。

为了考虑对流边界中体积热源的影响，在两种情况下都计算了一个

2( / 2(1 ) )ix B k q  。

   
2

1 2(1 )m m

i

q
S S x

B k
  


(16)
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S S
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当颗粒吸收在流体中时，流体温度随体积热源的影响计算如下

     1i i m
T T T S

   (18)

然后，对于下一个粒子，计数的温度更新为

   1i i
T T


 (19)

简单地说，部分处于对流边界条件下的粒子吸收并且部分反射。

(4) 两介质边界

考虑两种具有不同性质的材料，根据图 6，彼此接触。

图 6 两种相互接触的介质

考虑到界面边界的能量守恒，将得到

A B
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其中， Ak 是介质 A 的热导率， Bk 是介质 B 的热导率。



当颗粒到达两种材料之间的边界时，它可能被反射或传递到第二种介质。再次采用

泰勒系列，可以得到

      21
cb A AB

A

B

B

T T x x T x x x q qk k
k k

      


 (21)

其中 cbT 是界面温度， Aq 和 Bq 分别是介质 A 和 B 中的体积热源。根据公式
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界面壁温未知，当粒子到达界面时，重新生成随机数。解释是：如果粒子到达界面，

它以概率 xP  反射到介质 A，并以概率 xP  反射到介质 B。根据上述讨论，可以得出

① 如果：0 xe P  ，粒子反射到介质 A 随机行走继续。

② 如果： 1xP e  ，粒子进入介质 B 随机行走继续。

1.2 协方差矩阵自适应进化策略(CMA-ES)

本文采用协方差矩阵自适应进化策略(CMA-ES)求解反问题，其在计算机图形学、机

器学习中被广泛应用并表现出优异性能。在本研究中，需要利用温度的偏微分方程来实

现二维图形边界条件(边界热流)的反演。下面简要介绍 CMA-ES 算法的理论基础[15]。

更新分布参数  g
m 、  g

C 和  g 是该算法的核心。搜索分布均值  g
m ，其更新通过

选择和重组实现。搜索分布的新均值是从样本 ( 1)
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式中，从   表示亲代种群数量； 1iw   表示重组的正权重系数。

协方差矩阵  g
C ，其更新是通过基于秩  更新和秩 1 更新的协方差矩阵自适应实现

的。秩  更新的目的是使协方差矩阵的估计对于小种群数量是可靠的。秩 1 更新是指在

有限的情况下，每一代只有一个用于更新协方差矩阵的搜索点基于协方差矩阵自适的

 g
C 更新的最终表达式为：
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式中， 11c c   表示协方差矩阵秩  更新的学习率； 1 1c c  表示协方差矩阵秩 1 更新

的学习率； h 表示单位阶梯函数；  1g
P


表示第 g+1 代的演化路径。步长  g 更新的最

终表达式是基于共演化路径的矩阵范数  1g
P


 和其期望长度 (0, )E N I ，即：

   
 1

1 ( 1)
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式中， 1d  表示是步长更新的阻尼参数； I 表示单位矩阵。



2 正问题算法验证及反问题算法比较

2.1 全浮动随机游走(FFRW)

验证过程是考虑一个半径为 R 的圆，考虑这个物体内部有内热源 q，边界条件分为

定温边界、反射边界(定热流)、绝热边界和对流边界。圆半径为 4 mm，内热源 q 为 3.5
×108W/m3，热导率 k 取 3.75 W/(m·K)，边界外环境温度为 290 K，边界与环境的对流换

热系数 h 为 3.4×104 W/(m2·K)。全浮动随机游走中，步长和粒子运动方向都是随机确定

的。设置单个测试点采样数量为 10000，选择步长的最小值为半径的 2×10-7，设定 x 方

向和 y 方向离散的网格数为 100。对测试点 1~9 进行温度获取，并利用 FEM 对 FFRW 方

法进行验证，将其在不同边界条件下的测试点温度与 FEM 结果进行比较，得出的结果

分别如图 8(a)~(d)所示。

图 7 算法分析计算域

(a) 定温条件 (b) 对流换热条件

(c) 绝热条件 (d) 定热流条件

图 8 FFRW 方法下随机粒子的点温度以及与 FEM 结果对比图

在定温和对流边界条件下，随机粒子的点温度 1~4 位置逐渐上升，在测试点 5 达到



峰值后呈下降趋势。定温条件下 FFRW 法计算得出的结果和 FEM 得出的结果差距不大，

对流条件下计算结果略高，但整体拟合性较好。在绝热和定热流边界条件下，随机粒子

的点温度 3 测试点 1~9 逐渐上升。绝热条件下测试点 1~3 拟合较好，定热流边界条件下，

测试点 1-5 得出的结果拟合较好，之后测试点计算温度略高，二者整体拟合效果较好。

2.2 协方差矩阵自适应进化策略(CMA-ES)

利用六个标准测试函数 Booth 函数、Bukin 函数、Griewank 函数、Levy 函数、Rastrigin
函数以及 Schaffer 函数，对比分析差分进化算法(DE)和协方差矩阵自适应进化策略

(CMA-ES)在求解复杂非线性问题的优劣。表 1 中统计了两种算法独立运行 50 次的平均

运行时间。对比发现，CMA-ES 对部分适体，计算时间略大于 DE，但整体而言，计算

时间要比 DE 算法短，从计算时间角度考虑，CMA-ES 计算效率更高，更具有优势性。

表 1 两种算法独立运行的平均运行时间统计

函数 维度 DE CME-ES
Booth 2 1.11±0.0013 0.55±0.0029
Bukin 2 1.13±0.0078 1.80±0.0120
Griewank 2 1.13±0.0011 1.32±0.3504
Levy 2 1.16±0.0170 0.60±0.1604
Rastrigin 2 1.14±0.0026 0.85±0.0046
Schaffer 2 1.12±0.0020 0.92±0.0258

表 2 是对两种算法的独立运行计算结果的统计。可以看出 DE 减少了计算步骤，有

效地降低了计算时间，但也降低了算法的适用性。与之相比，CMA-ES 具有更广的适用

性，对于六种测试函数，均能得到较好结果。CMA-ES 能够精确寻优，该算法的求解能

力受目标函数以及目标解的影响程度较小，明显优于差分进化算法。

表 2 两种算法独立运行的计算结果统计

函数 维度
DE CMA-ES
X1 X2 X1 X2

Booth 2
1.00×100

±4.40×10-12

3.00×100

±4.53×10-12

1.00×100

±1.26×10-16

3.00×100

±1.15×10-16

Bukin 2
-1.00×101

±4.12×10-1

-1.00×100

±1.64×10-2

-1.00×101

±3.11×10-1

-1.00×100

±1.25×10-2

Griewank 2
-2.00×10-2

±5.50×10-3

-9.76×10-3

±1.04×10-2

1.21×10-9

±5.65×10-16

-1.13×10-9

±1.06×10-15

Levy 2
1.00×100

±7.12×10-14

1.00×100

±1.02×10-12

1.00×100

±2.15×10-16

1.00×100

±4.20×10-15

Rastrigin 2
1.18×10-5

±1.46×10-8

1.08×10-3

±5.87×10-5

3.72×10-10

±1.05×10-18

3.97×10-11

±1.06×10-18

Schaffer 2
5.92×10-2

±2.04×10-1

1.13×10-2

±2.10×10-1

3.32×10-8

±2.69×10-13

1.29×10-8

±1.77×10-13



3 不同因素对反演壁面温度及导热系数的影响

3.1 测点温度位置的影响

本文研究的是在均匀介质中，已知部分内部温度点，求解外部边界条件。利用

CMA-ES 算法，对如图 9 所示的情况进行分析。考虑计算域为一个二维矩形，其大小为

0 0.5x m  ， 0 1y m  。设定该计算域中导热系数一定，它的左边界为定温T ，上

下边界为 0.5T ，右边界为绝热边界，在计算域内部存在内热源 1q 满足公式(26)，其在计

算域中的分布如图 10 所示。在右边界上分布有测试点 1~10，已知各个测试点的温度，

反演计算导热系数和边界温度 wT (℃)。在 2.1 节和 2.2 节进行反演计算时，计算结果的

标准值均为左边界定温 500KT  ，导热系数 1W/(m K)   ，内热源均为 1q 。

2 2
1 250 (30 0.5 0.5 )q x y      (26)

图 9 二维矩形计算域及测点分布

图 10 二维矩形计算域中 1q 分布图

为了更好的反演得到导热系数和边界温度T ，需要确定当已知内部温度处在整体

计算域的哪个位置时有着更有的计算效果。因此，对测试点 1~10 进行分析，将任意相

邻两点组合计算，由于整个计算域在拓扑逻辑上对称，只计算前 6 个位置的组合。在实



际温度测量的过程中，不可避免会出现测量误差，因此设置误差为 0、1%、3%，分别统

计在三种误差下，每组位置的反演结果，对每种情况独立运行 10 次。所得的每组位置在

不同误差下的反演结果如表 3 所示。

表 3 不同位置的相邻两测点组合在不同误差下的重建结果统计

测试点组合 反演参数 误差 0% 误差 1% 误差 3%

1-2
(K)T 500.00±1.05×10-25 500.80±8.31 499.81±15.47

1 1(W m K )    1.00±1.77×10-29 1.03±6.40×10-3 0.97±1.75×10-2

2-3
(K)T 500.00±2.80×10-25 501.54±9.03 498.08±16.30

1 1(W m K )    1.00±2.80×10-29 1.06±6.91×10-3 0.97±1.73×10-2

3-4
(K)T 500.00±5.37×10-25 495.00±9.95 498.02±17.94

1 1(W m K )    1.00±1.33×10-28 0.91±7.23×10-2 0.96±1.12×10-2

4-5
(K)T 500.00±1.06×10-24 503.00±17.78 500.93±26.08

1 1(W m K )    1.00±2.93×10-28 1.06±7.80×10- 1.06±1.33×10-2

5-6
(K)T 500.00±8.44×10-23 499.98±27.59 499.93±27.15

1 1(W m K )    1.00±2.57×10-26 1.02±1.22×10-2 0.97±1.60×10-2

从表 3 中可以看出，在误差为 0 时，任意相邻两位置处的结果与标准值相同，且方

差极小，即在不存在误差的理想情况下，可以通过测量任意位置温度来获得结果。在误

差为 1%和 3%时，计算结果与标准值的差值大于误差为 0 时，但其偏差均在合理范围内，

多次计算取平均值，不影响计算结果的实际运用。对于同一位置，随着误差的增大，计

算结果得出的数据方差增大，数据稳定性变差。综合分析三种误差情况，对比发现，选

取的测试点位置越接近计算域中间，其计算产生的误差越大，计算数据越不稳定。其中

由于越接近计算域中间，其测试点的温度差值越小，在存在误差的情况下，使用中间测

试点作为已知条件时，反演问题容易从正定问题变为欠定问题，从而影响结果的计算。

故测试点 1 和测试点 2 在应用上表现最好，这一结论将继续应用于后续计算中。

3.2 测点温度数量的影响

在 3.1 节确定了在计算导热系数和边界温度的时候应选择中间的测试点 1 和测试点

2 的位置，但仅仅计算了两个相邻的点位。在实际的工程运用中，需要明确在较好位置

测量多少个温度才能更高效、更准确的得到目标导热系数和边界温度。本节将对这个问

题进行讨论。

本节沿用 3.1 的靠近边界结果最好的结论，分别以测试点 1 和测试点 2 为原点，向

靠近计算域中心的位置逐渐取值，及分三种情况进行研究，测试点 1、2，测试点 1、2、
3 和测试点 1、2、3、4，代表已知 2、3、4 个内部温度，在三种误差下，对不同数量的T ，

分别进行结果重建，每种情况独立运行 20 次，统计平均计算结果和平均计算时间。所得

的不同数量的T 在不同误差下的反演结果如表 4 所示。



表 4 不同数量测点温度在不同误差下的反演计算结果统计

测点 反演参数 误差 0% 误差 1% 误差 3%

测点 1、2
(K)T 500.00±1.24×10-25 499.40±8.49 498.40±18.77

1 1(W m K )    1.00±5.00×10-30 0.98±1.06×10-2 0.96±1.26×10-2

测点 1、2、3
(K)T 500.00±1.30×10-25 499.87±4.83 500.30±14.46

1 1(W m K )    1.00±1.00×10-30 1.01±7.36×10-3 1.02±1.22×10-2

测点 1、2、3、4
(K)T 500.00±0 499.13±3.90 500.70±13.51

1 1(W m K )    1.00±0 0.98±3.04×10-3 1.03±1.06×10-2

表 4 中统计了 3 种情况在不同的误差下独立运行 20 次的平均计算结果统计。从表

中可以看出，在任何误差、任何已知温度数量都可以得出比较好的结果。在同一误差下，

随着已知温度的增多，重建结果更加准确。已知两个测试点和已知三个测试点对比，三

个测试点的计算结果数值方差明显变小，计算得出的结果更加稳定。已知三个测试点和

已知四个测试点，计算结果数值方差变化不大，计算结果稳定性近似。且同一情况下，

随着误差的增大，计算结果的方差也增大。

表 5 不同测点数量在不同误差下平均运行时间(s)统计

测点 误差 0% 误差 1% 误差 3%

测点 1、2 7.06±9.92×10-2 10.04±29.55 16.70±19.18

测点 1、2、3 7.30±1.42×10-1 17.59±9.70 18.90±17.76

测点 1、2、3、4 7.43±5.83×10-2 18.68±3.88×10-1 19.52±16.98

表 5 中统计了 3 种情况在不同的误差下独立运行 20 次的平均运行时间，对比发现，

误差一定时，随着点数的增加，计算得出结果所需的时间也增加。其中，已知 2 个和 3
个测试点时，算法的平均运行时间变化比较大，最高在误差为 1%时，平均运行时间变

化达到了 7.55 s，而比较已知 3 个和 4 个测试点的运行时间，最大变化为 1.09 s，相对较

小。综合考虑，当测点为 1、2、3 的时候，即已知温度为 3 个，算法计算的效率最高，

得出的结果与标准设定值的偏差也在可接受的范围内。

3.3 不同内热源分布的影响

在前两节的研究中，内热源是给定的 1q (见 3.1 节)，但不同的内热源的值对于求解壁

面温度及导热系数是否有影响还是个未知问题，因此，将在本节进行讨论。

在计算域内部存在内热源 1q 满足公式(26)， 2q 满足公式(27)， 3q 满足公式(28)。

2 2
2 500 (30 0.5 0.5 )q x y      (27)

2 2
3 250 (30 0.5 2 0.5 )q x y       (28)

2q 、 3q 在计算域中的分布如图 11 所示。



(a) 内热源 2q 分布 (b) 内热源 3q 分布

图 11 二维矩形计算域内热源分布图

在三种误差下，对不同的内热源，分别进行结果重建，每种情况独立运行 20 次，

所得的不同内热源在不同误差下的反演结果如表 6 所示。在不同分布的内热源下，不论

是反演壁面温度还是介质导热系数，计算方差都在可接受范围，且三种分布的计算方差

的差别也并不明显，即，内热源分布对反演结果并无太大影响，也说明了该算法在反演

不同内热源的情况具有较好的适用性。

表 6 不同内热源分布在不同误差下计算结果统计

内热源 反演参数 误差 0% 误差 1% 误差 3%

1q
(K)T 500.00±1.30×10-25 499.87±4.83 500.30±14.46

1 1(W m K )    1.00±1.00×10-30 1.01±7.36×10-3 1.02±1.22×10-2

2q
(K)T 500.00±0 500.76±5.58 501.47±16.90

1 1(W m K )    1.00±0 1.01±1.49×10-3 0.98±2.65×10-2

3q
(K)T 500.00±0 499.35±9.62 497.85±14.66

1 1(W m K )    1.00±0 1.00±3.67×10-3 1.01±9.66×10-3

4 结 论

本文首先介绍了蒙特卡罗-随机游走法求解导热正问题的具体原理，比较分析三种游

走方法，其中全浮动随机游走(FFRW)具有较好的求解性能。接着阐述不同的边界条件对

内部节点的温度的影响，以及协方差矩阵自适应进化策略(CMA-ES)的核心原理。并对

FFRW 正问题算法与 FEM 方法进行了理论模型验证，并利用 6 种测试函数对 CMA-ES
反问题算法进行拟合测试，验证和测试结果较为理想。本文的核心计算部分通过建立以

二维矩形为计算域的计算模型，分别研究已知不同测点位置处的温度、已知不同测点数

量的温度以及已知不同内热源分布的情况对于反演壁面温度和导热系数的影响。研究结

论如下：

(1) 在研究已知不同测点位置温度的影响时，设置了 10 个测点，分别对相邻两测点

组合，计算 5 种测点情况，分别在 0%、1%、3%误差下的 10 次独立运行结果，得出靠



近边界处的测点组合(即 1-2 测点组合)温度已知的情况，反演壁面温度和介质导热系数的

计算方差相对较小，反演结果较为理想。

(2) 在研究不同数量测点的温度影响时，分别对三种情况(已知测点温度：测试点 1、
2；测试点 1、2、3；测试点 1、2、3、4)进行研究，三种情况分别代表已知 2、3、4 个

内部温度，并使其分别在 0%、1%、3%误差下独立运行 20 次，统计平均计算结果和平

均计算时间，得出已知 3 个温度的情况反演效果较好。

(3) 在考虑不同分布内热源的影响时，对 3 种不同的内热源分布情况在 0%、1%、

3%误差下独立运行 20 次进行计算，3 种情况的计算方差变化并不明显，即内热源分布

并不影响反演结果，算法对于不同的内热源分布具有较好的适用性。

参考文献

[1] 宋馨, 张有为, 刘自军. 反演航天器在轨瞬态外热流的导热反问题[J]. 北京: 北京航空航天大学学

报, 2015, 41(11): 2061-2066

[2] Chen C H, Jacobse L, McKelvey K, et al. Voltammetric scanning electrochemical cell microscopy:

dynamic imaging of hydrazine electro-oxidation on platinum electrodes[J]. Analytical chemistry, 2015,

87(11): 5782-5789

[3] Zhang X, Sheng Q, Zheng J. Preparation of tubular HNTs@ PDA–Au nanocomposites and its

electrocatalysis of hydrazine[J]. Nano, 2018, 13(02): 1850019

[4] Herrera F L, Sepúlveda A T. Stochastic approach to spacecraft thermal control subsystem[R]. SAE

Technical Paper, 2000

[5] 杨沪宁, 钟奇. 航天器热模型蒙特卡罗法修正论述[J]. 航天器工程, 2009, 18(3): 53-58

[6] 张天宇, 董长虹. 基于自适应反演法的导弹直/气复合制导[J]. 北京航空航天大学学报, 2013, 39(7):

902-906

[7] 宋馨, 张有为, 马巨印. 反演高温腔体内壁面温度波动的辐射边界导热反问题[J]. 热科学与技术,

2016, 15(02): 104-108

[8] Marcelo J. Colaco, Helcio R. B. Orlande. Comparoson of different versions of the conjugate gradient

method of function estimation[J]. Numerical Heat Transfer, Part A: Applications, 1999, 36(2)

[9] 李楠. 基于遗传算法的瞬态非线性热传导反问题研究[D]. 大连: 大连理工大学, 2014: 21-23

[10] Storn R, Price K. Differential evolution-a simple and efficient heuristic for global optimization over

continuous spaces[J]. Journal of global optimization, 1997, 11(4): 341

[11] Hansen N. The CMA evolution strategy: a comparing review[J]. Towards a new evolutionary

computation: Advances in the estimation of distribution algorithms, 2006: 75-102

[12] 余兵. 差分进化算法及其应用[D]. 西安: 西安工程大学, 2007: 25-27

[13] Talebi S, Gharehbash K, Jalali H R. Study on random walk and its application to solution of heat

conduction equation by Monte Carlo method[J]. Progress in Nuclear Energy, 2017, 96: 18-35

[14] 熊平. 圆柱骤冷沸腾表面热流密度反演及沸腾传热特性研究[D]. 北京: 北京化工大学, 2021: 20-25

[15] 张俊友. 碳烟颗粒及团簇形貌特征多参数光学诊断方法研究[D]. 哈尔滨: 哈尔滨工业大学, 2021:

35-37





中国工程热物理学会 学科类别

学术会议论文 编号：14xxxx

多级界面海水淡化的能量效率综合分析

陈雨诗 1，鲍华 1，2

（1.上海交通大学密西根学院，上海 200241；2.上海交通大学溥渊未来技术学院，上海 200241）

(Tel: 18602157012, Email: hua.bao@sjtu.edu.cn;)

摘要： 本文建立了一个基于能量守恒的传热传质模型，对多级界面海水淡化的能量效率进行了综合分

析。分析证明，系统在理想条件下存在着 894%的效率上限，主要受到淡水中无法避免的感热损失的限

制。此外，展示了一个典型的十级蒸馏系统在实验室尺度下可以达到 232%的效率。通过分析能量损失

发现了另一个重要的热传递项，即蒸发器吸收海水的毛细纸芯，它也会导致显著的热损失。我们还发现

通过增强内部对流流动，如增加蒸发面积，可以提高系统效率。

关键词：太阳能、多级界面蒸发、海水淡化、能量效率

0 前言

淡水短缺是人类社会可持续发展面临的日益紧迫的挑战。海水淡化利用了地球丰富

的海水资源，是目前解决这一问题的一种有前景的策略[1]。近些年，随着对光热界面蒸

发材料和结构的研究和开发，太阳能可以直接通过光-热转化在空气-水界面薄水层处得

到高效率的利用，在太阳能海水淡化领域具有很大的应用潜力和前景，因而得到了广泛

的关注[2-3]。然而，单级界面海水淡化系统的能量转换效率有限，主要是由于冷凝水蒸汽

的潜热浪费。为了解决这个问题，最近的研究集中在改善能量转换效率上，通过回收水

蒸汽冷凝的潜热和采用多级界面蒸馏来提高能量转换效率。

近年来，人们在提高多级界面海水淡化效率方面做出了重要努力。2018 年，

Chiavazzo[4]等人在早期的一项示范中展示了一个基于膜的十级蒸馏系统，在电加热条件

下实现了 218%的太阳能转化效率。2020 年，上海交通大学的 Xu[5]等人提出了一套多级

界面蒸发的装置，突破单级海水淡化蒸发效率，十级界面蒸发系统获得了 385%的光热效

率[6]。目前大多数的研究侧重于实验研究，但从理论角度提供的指导相对较少。特别地，

关于多级界面蒸馏的能效，有两个基本问题尚未解决。首先，人们直观地认为多级界面

蒸馏的能效可以高于 100%，因为热能可以回收。那么能量转换效率的上限是多少呢？其

次，多级界面蒸馏的主要能量损失是什么，如何进一步提高能效？

在这项工作中，我们通过对多级界面海水淡化系统中的能量效率进行详细分析，主

要回答了上述两个基本问题。我们建立了一个基于热传递和物质传递原理的模型，同时

分析了理想和实际条件下的能量效率。同时，我们也确定了主要的能量损失机制。这些



发现有望从材料和系统设计的角度指导进一步提高多级界面海水淡化的能量效率。

1 系统描述

多级界面海水淡化系统具体结构如图 1所示。该系统由顶部的太阳能吸收器和多级

界面蒸馏器构成。太阳能吸收器直接吸收太阳能进行光热转换，将热量传导到光热模块，

每一级蒸馏器都是边长为ܽ，厚度为ܾ的构造，由一个蒸发端（毛细管芯）和一个由空气

层隔开的冷凝器组成。其中，最后一级的冷凝端接有散热肋片，以保持其温度接近周围

环境，从而确保每级的蒸汽压梯度大。在毛细作用力下，水通过隔热层中布置的水汽输

运通道从下到上逐渐浸润蒸发端，并在蒸发端积聚成薄薄的表水层。蒸汽穿过蒸发端和

冷凝端之间的空气隙，通过冷凝释放热能。每一级冷凝后的清水被收集起来，同时释放

的热能被转移到下一级驱动蒸发，实现焓循环。

图 1 多级界面海水淡化系统结构示意图

2 模型方法

建立了多级界面海水淡化系统的二维数值模型，如图 2 所示。入射太阳光谱被太阳

能吸收器吸收，进行光热转换。转换的热量被多级界面蒸馏装置吸收，来循环各蒸馏阶

段的水蒸气冷凝潜热。本节包括能量方程构建、模型性能评估。



图 2 多级界面海水淡化系统能流图

考虑到一些实际问题的影响，为了便于模型的建立和求解，在合理情况下提出建立

模型的假设条件：

（1）该装置处于稳态运行状态。

（2）毛细管吸头的输水能力足够高，可以防止干涸。

（3）内部壁具有高导热性，对蒸汽不透水且薄。

（4）由于相邻两个阶段之间的温差很小，每个阶段的辐射传热可以忽略不计。

（5）由于具有较大的长宽比，热和质量的一维传输是主导的。

（6）太阳能蒸馏装置是密闭的，没有蒸汽或液体溢漏。

（7）最后一级的温度保持在室温。

2 传热传质模型

由图 2 所示的系统能流图，可以列出每一级的能量平衡方程，其中 表݅示蒸馏级数：

（1）

其中，ܽ、ܾ分别表示装置的边长和厚度。

吸收器表层的辐射热损：

（2）
式（2）中，ε是吸收器发射率，Stefan-Boltzmann 常数 = 5.67 × 10ି଼ ܹ /(݉ ଶ 。(ସܭ

ஶܶ是大气环境温度。 ଵܶ是太阳能吸收器温度。

吸收器表层的对流传热表示为：

（3）

式（3）中，ℎ表示空气的对流传热系数.
对于界面蒸馏器来说，通过循环各蒸馏阶段的水蒸气冷凝潜热，来获得高效率的海



水淡化。界面蒸馏器每一级向下一级的热传导可由 Fourier 公式[7]来求得：

（4）

式（4）中， ݇是级间空气层的导热系数，ܾ是级间空气层厚度， ܶ表示第 级݅界面蒸

馏组件的温度。

每一级的海水从蒸发端向下一级的冷凝端汽化所携带的热通量：

（5）
式（5）中，ℎ௩ 表示水的汽化潜热值。݉ ௩,

" 表示蒸发质量通量，可以用菲克定律

来求得：

（6）

其中ܽܦ是质量扩散系数。ܿ ݁和ܿܿ分别是蒸发端和冷凝端上的饱和蒸汽浓度，由蒸发端

和冷凝端的温度决定。

每一级的周壁绝热层的散热损失：

（7）

式（7）中，每一级的周壁平均温度 തܶ
=

்ା்శభ

ଶ
，ܴ௦ௗ表示为每单位面积周壁绝热层

与周围空气的总热阻，通过下式获得：

（8）

式（8）中，ݐ表示周壁绝热层厚度， ௧݇表示周壁绝热层的导热系数。

流入第 i 级的海水的显热可以表示为：
2

, ,sea i w evap i aq a C m T  （9）

其中，Cw是水的比热容。Ta是环境温度，用于表示海水的温度。

每级的淡水流出装置带走的显热可以表示为：
2

, , 1water i w evap i iq a C m T   （10）

因此，由于每个阶段的水流入和流出引起的系统水热损失可以表示为： , ,water i sea iq q 。

为了模拟吸水纸芯的热传递，我们将其视为一根在热传递分析中已有充分研究[7]的

无限长肋片。由于吸水纸芯通常是从装置突出的一部分，同时存在对外界的对流和蒸发

热损失。各级由纸芯带走的热损失可以表示为：

, ( )wick i eff wick c i aq h Pk A T T  （11）

式（11）中，P 和 Ac分别是纸芯的周长和横截面积。纸芯的宽度 w 等于蒸发器边长

a，远大于其厚度 s，周长可以近似表示为 P = 2a，横截面积为 Ac = a × s。heff是等效传热

系数，稍后会讨论。kwick是纸芯的热导率，可以通过下式计算得到：

(1 )wick cotton waterk k k    （12）
式（12）中 kcotton和 kwater分别表示纸巾和水的热导率，分别取值 0.1 和 0.5 W/(m K)。

ϕ表示纸巾的孔隙率，取值为 0.5。
由于吸水纸芯向环境散失的热量包括两个部分：对流和蒸发。在对流部分中，对流

传热系数与前壁保持一致。由于蒸发和对流同时发生，可以使用 Dunkle 公式[8]来确定蒸

发部分的热量：

（13）



其中， 表示相对湿度，而每一级纸芯的温度可以表示为
2

i a
wick

T T
T


 。此外，

蒸发能量可以使用蒸发传热系数 he来确定：

（14）
因此，对于同时发生对流和蒸发热损失的吸水纸芯，它的等效对流传热系数可以表

示为：

(1 )e
eff c e c

c

h
h h h h

h
    （15）

模型的效率是评价一个系统的最主要也最直接的指标。在建立的该多级界面海水淡

化系统的数学模型中，主要是光热效率的分析。系统的光热效率即界面蒸馏器将太阳能

转化为蒸汽的效率，表示为总蒸发量与输入太阳能的比值：

（16）

3 结果与讨论

3.1 理想条件下的系统效率

为了确定多级界面蒸馏的效率上限，我们首先假设理想条件，忽略所有可避免的热

损失。除了第一级太阳能的输入和最后一级向环境的热损失外，装置内部的热量和质量

传递仅涉及每一级的海水进流和淡水出流。根据热量和质量传递过程，多级界面蒸馏器

的能量平衡方程可以进行如下简化：

（17）

理想条件下的模拟参数如表 1 所示。

表 1 理想条件下的模拟参数

参数 数值

太阳辐照强度 ௦௨ݍ
" (ܹ /݉ ଶ) 1000

装置前壁边长 ܽ (݉ ) 0.1

级间空气层厚度 ܾ(݉ ) 0.005

环境温度 ܶ (℃) 25

扩散系数 ܦ (݉ ଶ/ݏ) 3.0 × 10ିହ

水的汽化潜热 ℎ௩ ݃݇/ܬܭ) ) 2394

空气导热系数 ݇ (ܹ /݉ (ܭ 0.026

水的比热容 ௪ܥ (ܭ݃ܭ/ܬ) 4200



图 3 理想条件下的系统效率：(a) 空气层厚度 b 对系统光热效率的影响，存在一个峰值位置 b，在该

位置达到最大效率 η；(b) 级数 n 对系统光热效率的影响。在这里，我们选择 b = 5 mm 来确保间隙大

于冷凝器上的液滴尺寸。当 n > 26 时，第一级冷凝器的温度大于 100℃，效率达到 894％，被定义为

效率上限；(c) 第一级冷凝板壁温和水热损失比随级数 n 的变化而变化。

装置的边长 a、空气层厚度 b 和级数 n 是理想条件下需要优化的结构参数。在该条件

下，因为系统的热传递假设是一维的，所以效率不受边长 a 的影响。因此，设计参数仅

为空气层厚度 b 和级数 n。我们可以求解多级界面蒸馏的能量效率方程（17）来获得能

量效率。如图 3a 展示了太阳能蒸发效率 η随着空气层厚度 b 在 n = 1-6 级数下的变化情

况。对于图 3a 中每个固定的 n 值，存在一个相应的峰值位置 b，该位置下达到最大效率

η。这是因为当 b 较小时，级间热传导占主导地位并带走更多的热损失。然而，当 b 较大

时，级间热蒸发占据热传递的主导地位。随着 b 的增加，级间蒸汽扩散距离增加，导致

蒸发效率降低。这导致蒸汽流速的降低，最终导致系统效率的下降。图 3a 中的虚线表示

实现最大效率的 b 的最优值。随着级数 n 的增加，b 的最优值逐渐变小。然而，在实际

情况下，考虑到需要分离蒸发的盐水和冷凝的淡水，级间空气层厚度不能太小。因此，

我们选择 b = 5 mm 来确保空气层厚度大于后续分析中冷凝器上的一般液滴尺寸。图 3b
显示了级数 n 对效率的影响。由图可知，系统效率随 n 的增加先增加后稳定。我们将最

大的 n 取为 26，因为当 n 超过 26 时，系统第一级冷凝器的温度高于 100℃，这是不实

际的，因为当水的温度高于 100℃时水蒸气将不能冷凝为液体被收集。此时在该级数下，

系统效率达到了 894%，这可以被视为效率的上限。此外，效率的增长不呈线性趋势（图

3b 中的红虚线），这是因为冷凝水存在不可避免的显热损失。这样的结果是可以预期的，

因为当级数 n 增加时，冷凝的淡水温度更高，因此从系统中带走更多能量。我们用图 3c
说明了这样的结果。图中显示了第一级冷凝器的温度（即 T2）随着级数增加而增加。同

时，水热损失的比例随着级数的增加而增加，导致效率趋于稳定。简而言之，在系统没

有热损失的情况下，多级界面蒸馏的能量效率最终受到从冷凝的淡水中带走的显热损失

的限制。

3.2 实验条件下的系统效率

由于理想条件在实际实验中难以实现，我们现在考虑实际条件下多级界面蒸馏的能

量效率。在实际情况下，需要考虑其他的热传递机制，包括吸收器前壁的对流和辐射热



损失，每一级的周壁热损失，以及来自吸水纸芯的传热传质损失。实际条件下的能量平

衡方程由方程（1）给出。由于现有的多级系统的实验研究已经经过一定的系统设计优化，

我们选择了常见的实验条件来模拟实验结果[6]。例如，商业高选择性吸收涂层（TiNOX
energy）具有较高的太阳吸收率（ = 0.97 ）和较低的热辐射率（ = 0.03 ），通常用于

太阳吸收器。保温容器选择典型的保温材料（如聚苯乙烯泡沫），厚度为 t，其热导率为

0.022 W/(m K)。本研究使用的实际条件下的模拟参数列于表 2 中。

表 2 实验条件下的模拟参数

参数 数值

太阳辐照强度 ௦௨ݍ
" (ܹ /݉ ଶ) 1000

装置前壁边长 ܽ (݉ ) 0.1

级间空气层厚度 ܾ(݉ ) 0.005

环境温度 ܶ (℃) 25

扩散系数 ܦ (݉ ଶ/ݏ) 3.0 × 10ିହ

水的汽化潜热 ℎ௩ ݃݇/ܬܭ) ) 2394

空气对流换热系数 ℎ (ܹ /݉ ଶܭ) 5.37

纸芯厚度 ݉)ݏ ) 0.002

纸芯导热系数 ௪݇  (ܹ /݉ (ܭ 0.3

空气导热系数 ݇ (ܹ /݉ (ܭ 0.026

水的比热容 ௪ܥ (ܭ݃ܭ/ܬ) 4200

为了研究在实际条件下的能效上限，我们优化了系统的结构参数（a 和 b）和级数

（n）。空气层厚度的变化趋势与理想条件下的情况类似。然而，在实际条件下增加空气

层厚度会增加侧壁的热损失，因此应选择较小的空气层厚度。同样，我们选择 b = 5 mm

以确保间隙大于冷凝器上的液滴尺寸。之后我们求解方程（1）来探索 a 和 n 的影响。边

长对系统效率的影响如图 4a 所示。可以看到，当 a 增加时，能量效率也增加。这是因为

当 a 较大时，侧壁热损失变得不那么重要。当 a 进一步增加时，周边热损失逐渐变得可

以忽略，导致可实现的太阳蒸汽转化效率趋于稳定（图 4a 中的橙色区域）。在这里，我

们还观察了不同级数（n = 1-5）下 a 的影响。我们的结果表明，随着级数的增加，系统

效率提高，需要更大的 a 值才能达到平稳期。

接下来，我们考虑级数 n 如何影响能量效率。图 4b 展示了在 a 分别设为 5、10、20
和 30 的实验条件下，系统效率随级数的变化情况。同样，在级数增加时，太阳蒸汽转化

效率也会增加，然后稳定下来。为了进一步验证我们的模拟结果，我们在这里固定 a = 10
cm，因为这个值在文献中比较常见。当 n > 11 时，效率为 232%，这是在实际条件下计

算得出的效率值，这是因为吸水纸芯的热损失所占比例的增加。



为了进一步探索影响系统效率的内在热传递机制，我们计算了热损失与 n 的关系，

并在图 4c 中展示了结果。需要注意的是，具体的输出热损失包括吸液芯、水、前壁对流

以及最后一级流向环境的导热损失和蒸发损失，统称为最后一级的热损失。此外，较大

比例的最后一级能量表明前几个级别中的大部分能量也分配给了内部蒸发热。"其他"项
指的是侧壁热损和吸收器热损，由于已经在先前的实验研究中进行了优化，因此相对较

小。从图 4c 可以看出，随着级数的增加，最后一级热损失呈明显下降趋势，这是因为最

后两个级别之间的温差逐渐减小。其他热损失逐渐增加，特别是纸芯带走的热损。当 n >
11 时，纸芯热损占比超过 50%，这就是实验条件下系统效率达到 232%并随后稳定的原

因。因此，通过一些绝缘方法减少吸水纸芯的热损失是很重要的。

图 4 实验条件下的系统效率：(a) 边长 a 对太阳能蒸发效率的影响；(b) 级数 n 对太阳能蒸发效率的影

响。此处我们选择 b = 5 mm 和 a = 10 cm。当 n > 11 时，效率稳定在 232%，这是在实验条件下计算得

出的效率；(c) 输出热损失比随级数 n 的变化情况。

3.3 增强内部流动

在我们之前的分析中，级间的传热传质通常被假设为纯粹通过传导和扩散进行。这

个假设在空气层厚度较小时（即雷诺数低于对流开始的临界值）被认为是有效的[7]。然

而，一些最近的研究表明，在界面蒸馏系统内部也存在对流流动。例如，Li 等人已经表

明，向蒸发器添加肋片（如图 5a 所示）可以将系统蒸发效率提高约 1.6 倍[9]。一些实验

表明，增加多级界面蒸馏中的倾斜角度可以改善性能[10,11]。这些发现表明，即使在小尺

度的多级系统中，内部对流仍然可以影响性能，类似于单级太阳能蒸馏器[12]。

为了研究可能的内部对流效应，我们定量计算了包含对流的能效。级间的对流传热

可以表示为：

1( )conv c i iq h T T   （18）
通过类比传热和传质模型，Dunkle[8]根据它们的关系提出了一个修正的蒸发速率公

式：

2
10.0163 ( )evap c i iq h Na P P   （19）

其中 hc 是自然对流传热系数。N 是由于蒸发器上增加肋片而引起的蒸发面积比率。

为了进一步提高蒸发效率，我们可以通过增加蒸发面积比率 N 和内部对流传热系数

hc 来增强内部流动。为了研究这两个参数如何影响能量效率，我们将扩散方程（即方程

（4）和方程（5））中的热传递率替换为上述的对流方程。然后，可以使用与上述计算相



同的方法来计算能量效率。

我们首先考虑增加肋片（增加 N）的效果，如图 5a 所示。我们最初选择 hc 的值为

5。关于 hc变化对效率的影响将在稍后讨论。图 5b 显示了在给定条件下，当 n 为 3、5 和

10 时，蒸发面积比对太阳能光热蒸发效率的影响。可以观察到，当蒸发面积增加（N 增

加）时，系统效率逐渐增加。当级数较大时，增幅更为显著。似乎可以将 N 增加到非常

大的值以实现极高的效率。然而，情况并非如此，因为肋片本身也会作为热阻，并不能

保证使用肋片总是能提高传热效率。在实际设计中，通常建议使用间距紧密的薄肋片，

但必须满足额外的条件：肋片之间的间隙不应过小，以致严重阻碍流体流动并降低对流

传热系数。肋片的间距不应小于边界层厚度的两倍[13]。因此，我们考虑一个多级系统的

一般情况，根据边界层厚度效应以及多级界面蒸馏系统尺寸计算得出通过增加肋片所能

达到的最大蒸发面积增加大概为 7 倍。如果在这种情况下，肋片的布置超过最佳数量，

肋片间停滞空气分子的边界层将减缓热量的移除，并产生阻塞效应，反而影响系统性能。

此外，通过增加内部对流传热系数 hc，还有其他方法可以提高系统效率，例如改变

俯仰方向上的倾斜角度和增加风扇。在这里，我们选择 hc 在自然对流条件下在 5-25
W/m2K 的范围内变化，并研究其在 n 为 3、5 和 10 时对系统性能的影响，如图 5c 所示。

可以看到，增加内部流动可以有效提高系统效率，这与之前的实验结果一致。因此，通

过增强内部流动可以对多级界面海水淡化系统的能量效率进行后续优化。

图 5 提高内部流动以提高系统效率：(a) 通过肋片增加蒸发面积的示意图；(b) 在给定条件下蒸发面积

比对太阳能蒸发效率的影响；(c) 对流传热系数对太阳能蒸发效率的影响。

4 结 论

本文进行了多级界面蒸馏能效的全面理论分析。当消除所有可避免的热损失时，能

效在级数为 26 时达到了 894%的上限，进一步增加级数理论上可以将能效提高至 1008%，

但会使第一级冷凝器的温度超过 100℃。能效的上限最终受到冷凝淡水的感热损失的限

制。在实际条件下，几何参数和级数都会影响能效。具体而言，随着边长 a 的增加，能

效会先增加然后趋于稳定。当将边长 a 固定为 10 cm 时，能效在级数增加到 11 时达到了

计算值 232%。我们还定量说明了在实验条件下热损失的影响，包括来自最后一级、对

流、纸芯、水和其他方面的损失。此外，结果定量地表明增强级间对流可以进一步提高

能效。
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摘要：换热网络优化问题研究至今取得了很大进展，但是也存在着收敛速度过快、易陷入局部陷阱等共性

技术瓶颈。本文提出一种考虑火积耗散的自适应启发式方法，实现了通过监测优化中内部热量利用状态适

时调整优化路径。引入火积耗散概念，建立并验证考虑内部公用工程的系统火积耗散指标；当系统火积耗

散增大时选取处于耦合关系的换热器建立当前个体的模糊反向结构，对于提高流体内部能量利用率，获得

匹配关系更加合理的换热网络结构具有重要意义。

关键词：换热网络；火积耗散；模糊反向结构；自适应

0 前言

化工行业作为能源密集型产业，在对石油材料等进行炼制过程中，通过对催化裂化设备、

蒸馏装置等之间形成热联合，可有效节约燃料和降低生态环境污染问题。热交换器的有效配

置可最大化利用冷、热流体内部能量，减少对外部能源的需求[1]。大型化工系统往往包含化

学加工过程、热回收网络和公用工程系统，该系统的能量综合往往是通过构造可以描述多种

系统方案的物理模型，该模型既包含所有设备的热量、流量等参数，还包括在给定操作条件

下单元设备是否存在的 0-1 变量，如分级超结构[2]、棋盘模型[3]、节点非结构模型[4]等。

数学模型由目标函数、约束条件所构成，从系统角度整体考虑能量的供求关系和结构关系，

借助优化技术达到全过程系统能量的优化综合。

随着问题规模的扩大，换热网络综合全局最优化问题变得更加复杂[5]。目前，广泛应用

于 HENs 的优化方法分为三类：以夹点法为代表的的热力学方法、数学规划法和启发式方

法。目前成功应用于热联合问题并取得有效进展的启发式方法有微分进化算法[6]、粒子群算

法[7]、遗传算法[8]、模拟退火算法[9]、强制进化随机游走算法（RWCE）[10]及在基本启发

式算法基础上的一系列改进算法。

过增元等[11]从热电比拟角度，提出新的物理量“火积”，描述了物体具有的传递热量的

总能力；王如竹团队[12]将火积耗散理论引入低品位余热利用，指出火积方法能够指导和评

价换热网络优化；赵婷婷[13]以临氢降凝装置换热网络的能量利用效率为例，指出火积可解

决㶲分析法不能进行换热网络匹配的问题和受基准态选择影响的问题。但是鲜有学者结合火

积方法指导启发式算法优化换热网络。

目前，换热网络优化技术开发及改进主要围绕模型和算法展开，不断取得了新突破但是

也遇到前所未有的瓶颈。如启发式算法的快速收敛这一特性是否有利于全局优化；优化过程

中不同策略或算法的结合能够相互取长补短，但是优化是一个复杂性系统问题，在优化的什

么时期、优化到什么程度对当前结构进行扰动尚无明确的指导方法。本文从系统优化中能量

利用的角度出发，首先以火积耗散理论为指导，将其作为优化过程中的导向参数，引导优化

路径的及时转换；其次，针对优化中存在耦合关系的换热器，提出模糊对立策略对当前结构
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进行扰动。综上，基于启发式方法首次提出考虑火积耗散的模糊对立方法，从促进连续变量

优化和结构扰动两个角度，尝试进一步提升换热网络优化质量。

1 模型描述

1.1 节点非结构模型及目标函数

本文采用有分流节点非结构模型，该模型以节点的形式表示换热器位置，冷节点、热节

点在满足温度约束的条件下皆可随机匹配生成新的换热单元，极具灵活性，当冷热流体末端

未达到目标温度要求时，需要辅助添加热公用工程、冷公用工程。假设热流体主节点数ܰܦு =

3，分流数ܰܨு = 2，分节点数ܰܦܨு = 1；冷流体主节点数ܰܦ = 3，分流数ܰܨ = 2，分节

点数ܰܦܨ = 1。以热流股为例，图中换热器ܳ( )ܽ、ܳ( )ܾ、ܳ( )ܿ分别表示为ܳ(1,2,11)、

ܳ(2,3,2,1)、ܳ(3,2,1,1)。

H1

H2

H3

C2

C1

NDH=1 NDH=2 NDH=3

NFH=2
NFDH=1

Q(a)

Q(b)

Q(c)

图 1 有分流节点非结构模型

换热网络以最小年综合费用（TAC）为优化目标，如式（1）所示。

ܥܣܶ = ∑ ∑ ∑ ∑ ܼ,ௗ,,
ேிಹ
ୀଵ

ேிಹ
ୀଵ

ேಹ
ௗୀଵ

ேಹ
ୀଵ ∙ ቀܨ௫_௫ + ௫ܥ ∙ ,ௗ,,ܣ

ఉ
ቁ+∑ ܼ∙ ቀܨ௫_௨ + ௨ܥ ∙

ேಹ
ୀଵ

௨,ܣ
ఉ

+ ௨ܥܱ ∙ ܳ௨,ቁ+ ∑ ܼ ∙ ቀܨ௫_௨ + ௨ܥ ∙ ௨,ܣ
ఉ

+ ௨ܥܱ ∙ ܳ௨,ቁ
ே
ୀଵ （1）

式中ܨ௫_௫、ܨ௫_௨表示固定投资费用；ex、cu、hu 表示换热器、冷公用工程、热公用工程;
C 表示面积费用系数；A 表示换热设备的换热面积；OC 表示公用工程的运行费用；Q 表示

公用工程的换热量；Z 表示是否存在换热设备，若存在，Z 为 1，否则，Z 为 0。上角标 β表

示面积费用指数；下角标 i、d、k、l 分别表示换热器热流股、主节点、分支和分节点编号；

j 表示冷流股的编号。温度约束及能量平衡方程详见文献[14]。
1.2 RWCE 算法优化换热网络

RWCE 算法原理简单，全局搜索能力强，在进化中个体独立进化，无信息交流，在初始

结构为空结构基础下，通过个体随机游走进化、新单元生成、选择性接受差解等操作，完成

个体的更新。算法的具体优化步骤在文献[15]已有介绍。此外，个体进化阶段既有连续变量

优化又伴随整型变量优化，对结构中换热负荷不为零的节点，对换热量按照一定概率差异化

进化。公式如下：

ቊ
ܳ,ௗ,,

, = ܳ,ௗ,,+ (1 − (ߙ2 ∙ ߚ ∙ ܮ∆ ݂݅ ߱ଵ < ଵߛ
ܳ,ௗ,,

, = ܳ,ௗ,, ݈݁ ݏ݁
ቋ （2）

式中：∆ܮ表示换热量的最大游走步长，ܳ,ௗ,,

，
、ܳ,ௗ,,分别表示换热单元游走前后的换

热量；ߛ、ߚ、ߙଵ为 0-1 之间随机数。

2 考虑火积耗散的自适应启发式算法

2.1 有分流换热网络中的火积耗散

热量传递过程中存在不可逆性，则火积将被耗散，根据过增元[11]提出的火积的定义，

且换热网络中比定容热容ܥ௩比定压热容ܥ基本相等，则换热网络中流体的火积可表示为：



ܧ =
ଵ

ଶ
ܯ ௩ܶܥ

ଶ =
ଵ

ଶ
ܯ ܶܥ

ଶ =
ଵ

ଶ
ଶܶܲܥ （3）

其中，ܧ表示物体的火积，݇ ∙ܬ ݇，表示流体质量流量ܯ；ܭ CP；ݏ/݃ 是流体的热容流率，

ܹ݇ 。ܭ/

物体的火积表示对外传热的能力，当其与有温差的物体接触时，传递热量的能力可用火

积表示[16, 17]。结合上述物理定义，胡帼杰[18]提出了系统的火积和可用火积概念，在换热

网络优化中，通过冷热流股的合理匹配，尽可能减小外部公用工程的消耗，达到考虑年经济

成本最优，为了让冷流体能够最大程度利用系统内热流股的能量，此时系统的火积耗散应尽

可能降低[17]。换热网络优化中每条流体的初始温度、目标温度、热容流率、传热系数均已

给定，通过热、冷流体之间进行多次热交换，有助于它们分别达到目标温度。对于有分流换

热网络，当冷热流体之间违反温度约束时，采用的处理办法之一是以内部公用工程代替换热

器。对于此种情况，计算公用工程的火积与正常情况下略有不同，具体如式所示：
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ଶ − ܶ_௧௧
ଶ ൯ （4）

்_ܧ =
ଵ

ଶ
ܥ ܲ൫ܶ _

ଶ − ܶ_௧௧
ଶ ൯ （5）

ேு_ܧ =
ଵ

ଶ
ܥ ܲ൫ܶ _௨௧

ଶ − ܶ_௧௧
ଶ ൯ （6）
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ேுିܧ =
ଵ

ଶ
ܥ ܲ× ܵܲ )ܥ ݉,݆, , )݊ × ൫ܶ ,,ܥ ,

ଶ − ,,ܥܶ ,ାଵ
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=ேିܧ
ଵ

ଶ
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其中， ܶ_、 ܶ_௧௧、 ܶ_௨௧分别分别是热流体 i 的进口温度、目标温度、与冷流体

进行热交换后最终的出口温度；ܧ_்、ܧ_்分别表示热流体 、݅冷流 理݆论上的火积；ܧேு_、

；ேுି分别表示内部冷、热公用工程的火积耗散ܧ、ேିܧ；ே_表示热、冷公用工程火积ܧ

ܵܲ ܲܵ、ܪ 。TH表示冷热节点的温度、ܥܶ；表示热、冷流体分流比ܥ

换热网络中火积耗散则是热流体中不能被冷流股利用的热量，将换热网络中所有流股考

虑在内，则所有热流股看做一条热流体，所有冷流股看做一条冷流体，则有分流换热网络的

火积耗散公式如下：

ௗ௦௦ܧ =
ଵ

ଶ
∑ ൫ܧ_் − −ே_ܧ −ேି൯ܧ

ଵ

ଶ
∑ ൫ܧ_் − −ேு_ܧ ேு_൯ܧ
ܥܰ
=݆1

ܪܰ
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该方法综合考虑冷热流体温差、热容流率，计算方式简单，相比热容均匀性因子或者温

差均匀性因子来说，避免了挨个计算换热器的对数平均温差。当系统的火积耗散越小时，换

热网络内部的换热效能则认为越高，对于一个整体性能较优的网络结构而言，当其年综合成

较低时，该网络内部的冷热流体也具有较高的换热效能，以此为出发点，在优化过程中监测

整个换热网络的热量交换能力，获取更优质的网络结构，提升换热网络综合优化质量。

2.2 火积耗散与换热网络性能

为了验证换热网络火积耗散与性能之间的关系，以 H4C5 算例[19]为例，物流数据如表

1 所示。采用基本 RWCE 算法进行优化，参数设置如下:ܰܦு = ܦܰ = 6，ܰ ுܨ = ܨܰ = 2，

ுܦܨܰ = ܦܨܰ = 1，迭代1 × 10଼步后，系统火积耗散值与性能的变化曲线如图 2 所示。可

以发现，随着最优解费用的不断下降，系统火积耗散值总体上呈不断下降趋势，同时，当最

优解有更新的时候单元数目增呈现出大或减小的变化，单元数的波动表明最优结构发生了扰



动，对照单元数区曲线和火积耗散曲线可看出，系统的火积耗散值与结构是存在强对应关系；

此外，观察火积耗散曲线可看出，局部出现火积耗散值与最优解费用变化相反的情况，对比

观察 IT=30 万步和 IT=40 万时，单元数目没有发生变化，最优解费用从 2973597 $/yr 下降到

2969527 $/yr，但是系统的火积耗散值从 2081605 升高到 2204128，这说明当前结构的热效

能利用程度不高，虽然年综合费用有所降低但是当前结构的流股匹配关系还有较大优化空

间。

表 1 H4C5 算例的物性参数表

stream T in/ ºC T out/ ºC FCp/kW·ºC-1 h /kW·m-2·ºC -1

H1 327 40 100 0.5

H2 220 160 160 0.4

H3 220 60 60 0.14

H4 160 45 400 0.3

C1 100 300 100 0.35

C2 35 164 70 0.7

C3 85 138 350 0.5

C4 60 170 60 0.14

C5 140 300 200 0.6

HU 330 250 - 0.5

CU 15 30 - 0.5

设备年度投资折算费用=2000+70×A $/yr

热公用工程单位费用=60 $/kW/yr

冷公用工程单位费用=6 $/kW/yr

图 2 系统火积耗散与换热网络性能关系

同时选取文献中算例 H4C5 的不同结构，分别计算火积耗散值，验证火积耗散与性能之

间的对应关系。文献[19]采用双层遗传算法求解，获得的无分流网络结构如图 3(a)、3(b)所
示，费用分别是 TAC=2,942,000 $/yr 和 2,935,000 $/yr。文献[20]采用带有大步长增强策略的

RWCE 算法优化该算例获得的有分流结构费用是 2,901,696 $/yr，网络结构如图 4 所示。本

次优化获得的结构配置关系如图 5 所示，四个换热网络结构的火积耗散值比较见表 2.
表 2 算例 H4C5 不同结构火积耗散比较



图名 ܳு (kW) ܳ(kW) Area (m2) units TAC ($/yr) ௗ௦௦ܧ

图 3(a) 24572.0 32292.0 17799.2 9 2942013.3 2295344.9
图 3(b) 24495.0 32215.0 17744.6 10 2935112.8 2279625.7
图 4 24454.4 32172.8 17305.6 10 2901696.1 1941993.7
图 5 24930.4 32650.3 16904.5 11 2909037. 2075253.9
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图 3(a)-5 不同换热网络结构

观察上述结构可发现，图 3 两个结构换热器个数相差 1，但是费用值却下降了 6900.5
$/yr，网络结构的火积耗散值降低了 15719.2，且外部公用工程量均有所下降，说明冷热流体

之间进行了更为充分的热交换；继续对比图 4 和图 3(b)，图 4 结构更为复杂，且存在内部公

用工程和分流结构，冷热流体换热更加充分，年综合费用下降了 33416.7 $/yr，系统的火积

耗散值降低了 353897.1，图 5 结构和图 4 结构情况类似，均有内部公用工程和分流，对比火

积耗散和费用，均表明本文建立的换热网络火积耗散值能够有效反应换热网络性能，随着火

积耗散的降低，网络内部热量得到了更加充分的利用，流股匹配结构更为合理，更有利于获

得经济成本更优的网络结构。

2.3 模糊反向学习策略

采用 RWCE 算法对 H4C5 算例进行优化，通过图 2 性能曲线可看出，当 IT=56 万步候，

优化逐步陷入停滞阶段，最优解下降幅度较小，且到 IT=225 万步后，算法难以搜寻到更优

的网络结构，算法不可避免地遇到局部解问题。为了进一步探究本质原因，本文分别对比分

析 IT=136 万步时 TAC=2916659 $/yr，和 IT=206 万步时 IT=2909992 $/yr 的两个结构，如图

6、图 7 所示。图中虚线表示当前结构与最优结构图 5 中匹配关系不同的换热器，可看出，

图 6 中有 H1C5、H3C5、H3C4 等 6 个换热器与最优结构中换热器位置不同，而随着优化的

深入，图 7 与图 5 相比，增加了 H3C5 换热器，少了 H4C5 换热器，结构逐渐出现固化现象，

此时若仍旧按照当前优化路线继续进行，则意味着个体陷入局部解的几率较大。
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图 6 迭代至 136 万时网络配置结构 图 7 迭代至 206 万时网络配置结构

为了打破稳固的流股匹配关系，从连续变量角度出发，热负荷的变化会引起流股上其他

换热器负荷相应发生变化，继而引起有耦合关系的其他流股上热负荷重新分配，此时在连续

变量进化的基础上，同步增大接受差解概率，直至最优解有新的突破时候，接受差解概率回

归原值。因此，本文尝试通过建立当前结构的模糊反向结构，解决结构固化问题。反向学习

的基本概念是由加拿大学者 Tizhoosh 在 2005 年[21]提出，Rahnamayan 等人[22]在 2006 年

首次将反向学习的概念应用于微分进化算法。然而严格的点对点的对立有可能使对立解附近

的优质解被忽略，本文采用一种模糊对立的方式：对于当前结构中的换热器，随机选取有耦

合关系的换热器之一按照式（11）进行模糊对立，对立后的热负荷值不是一个确定的值，而

是在当前解和对立解之间随机确定。一方面削弱了热负荷占有强势地位的换热器的竞争作

用，另一方面充分发挥启发式算法的随机性能，增强算法的全局搜索能力。其中ܳ,ଵ,ଶ,ଷ
  为

热负荷下限值，ܳ,ଵ,ଶ,ଷ
 ௫ 为热负荷上限值，ܳ,ଵ,ଶ,ଷ

௩ 表示该流股的平均热负荷。

ܳ,ௗ,,


= ܳ,ௗ,,+ ×ߜ ܤܣ ൫ܵܳ ,ௗ,,
 ௫ + ܳ,ௗ,,

  − 2ܳ,ௗ,,൯ ݂݅ ܳ,ௗ,,≤ ܳ,ଵ,ଶ,ଷ
௩ （11-a）

ܳ,ௗ,,


= ×ߜ ൫ܳ ,ௗ,,
 ௫ + ܳ,ௗ,,

  − ܳ,ௗ,,൯ ݂݅ ܳ,ௗ,,> ܳ,ଵ,ଶ,ଷ
௩ （11-b）

3 自适应模糊对立方法优化换热网络

结合上述分析，在基础 RWCE 算法基础上，本节提出自适应模糊对立方法。以火积耗

散为导向参数，当系统火积耗散增大时，一定概率建立当前个体的模糊反向个体，同时增大

接受差解概率，发挥反向个体在打破关联结构方面的积极作用，促进优化路径发生变化。当

系统火积耗散减小时，小概率不接受当前个体，并继续采用基础 RWCE 算法继续进化，在

以年综合费用为优化目标的同时能够最大程度兼顾热回收。算法流程图如图 8 所示。

开始
个体进化、新单

元生成

个体选择

IT终止条件

IF(MOD,ITT).EQ.0 是
火积耗散增大

或FYL＜β1 是 换热器处于耦合关系 是
随机抽取换热器根据公式

（11）建立反向个体

增大接受差解概率个体选择个体进化、生成ITT终止条件

否

是IT=IT+ITT

结束

是

否

IT=IT+1

否

图 8 带有火积耗散的自适应 RWCE 算法流程图

采用本文方法继续对 H4C5 算例进行优化，算法基本参数设置与上文一致，此外，β1 =

0.02，ITT = 50 万，优化后的结构如图 9 所示，年综合费用 2899811 $/yr，相比基础算法优

化结果得到了进一步降低，表明本文方法在个体近乎陷入停滞时能够促进优化持续进行的有



效性。

H1 327.00

H2 220.00

H3 220.00

C2 164.00

C3 138.00

H4 160.00

C1 300.00

C4 170.00

C5 300.00

4058.42

8200.69 2664.50 2122.52

768.88

5603.11

2156.82

6600.00

8831.12

20504.38

19802.87

3000.00

5421.51

3450.46 3450.46

H

C

C

C

H

C

40℃

160℃

35℃

85℃

60℃

45℃

60℃

140℃

100℃

0.29
0.71

0.29
0.71

0.46
0.54

1705.01

2039.85

14491.58

1976.86

2710.80

0.13
0.87

图 9 采用自适应模糊对立 RWCE 方法优化后的结构费用 2899811$/yr

4 结 论

本文基于 RWCE 算法优化有分流换热网络提出了一种新的考虑火积耗散的自适应启发

式算法，构建了适用于换热网络优化的模糊反向学习策略。运用火积的概念建立了有内部公

用工程的换热网络系统火积耗散计算方法，并分别计算文献中已发表的不同最优结构的火积

耗散进行验证，探究了系统火积耗散与换热网络性能之间的关系；针对优化中个体结构逐渐

趋于一致加速了算法的收敛问题，以火积耗散增大为导向参数适时建立当前个体的模糊反向

结构，并增大接受差解概率，给予新结构充足的进化空间，提高了算法的全局搜索能力，通

过 H4C5 算例计算，结果表明本文方法在实现以年综合费用为优化目标的同时能够最大程度

兼顾热回收。
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摘要：熔融盐具有液态温度范围广、储热能力强等优点，在太阳能热利用领域得到广泛应用。熔融盐

的显著缺点是热导率低，添加纳米颗粒可有效强化熔融盐的传热能力。本文以三元碳酸盐为基盐，分别

添加零维 Al2O3纳米颗粒、一维多壁碳纳米管、二维石墨烯片，并采用不同组合的多维纳米颗粒，制备

新型复合熔融盐材料，采用激光脉冲法在不同温度下测量复合碳酸盐液态下的热扩散率，分析多维纳

米颗粒强化三元碳酸盐热物性的效果。实验结果表明，零维氧化铝纳米颗粒和二维石墨烯片具有协同

强化作用。在添加零维氧化铝纳米颗粒的基础上，额外添加 0.5%质量分数的二维纳米石墨烯片，复合

碳酸盐的热扩散率最大可提升 54.08%，且制备的复合碳酸盐稳定性更好。

关键词：纳米颗粒，熔融盐，传热强化，热扩散率

0 前言

随着人类社会的发展，能源需求日益增长。使用传统化石能源带来的环境污染问题

也更加严峻，因此，清洁能源，如核能和太阳能，变得越来越重要。熔融盐储热是一种

利用熔融盐的高比热容和高相变潜热来储存和释放热能的技术。它具有储热密度高、储

热温度范围广、储热效率高、环境友好等优点[1]，可适用于多种热源的储热。作为一种理

想的储热介质，熔融盐储热技术的发展受到了国内外广泛关注，目前已经在太阳能塔式

发电、太阳能槽式发电、太阳能菲涅尔发电等领域得到了应用，在核能、工业余热回收

等领域也展现出了巨大的潜力[2-4]。

然而，熔融盐的低热导率等缺点也容易造成传/储热系统规模过大、传储热效率低等

问题。因此，近年来针对熔融盐热物性的改性研究逐渐增多，尤其是在熔融盐中添加各

类纳米颗粒形成复合熔融盐材料以提高其热导率[5-8]。纳米颗粒按照维度可以划分为零维

（三个方向上都受到纳米尺度的限制）、一维（只在两个方向上受到纳米尺度的限制）和

二维（只在一个方向上受到纳米尺度的限制）三种。Wei 等[9]使用激光闪射法对添加零维

MgO 纳米颗粒的太阳盐（NaNO3:KNO3 = 60:40, wt.%）的热导率进行了测量，实验结果

表明复合熔融盐热导率的最大提升幅度可达 62.1%。Myers 等[10]向 NaNO3:KNO3 共晶盐

中添加不同质量分数的零维 CuO 纳米颗粒，其研究结果表明复合熔融盐的热导率提升幅

度 最 大 可 达 50% 。 Dokutovich 等 [11] 向 三 元 碳 酸 盐 （ Li2CO3:Na2CO3:K2CO3 =
43.5%:31.5%:25.0%, mol.%）中添加零维 α-Al2O3纳米颗粒，实验结果表明复合熔融盐的
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热导率随 α-Al2O3纳米颗粒添加体积分数增大而增大。

虽然向熔融盐中添加零维或一维纳米颗粒可有效提升其热导率，但当添加浓度过高

时，也会出现削弱效果。Awad 等[12]向太阳盐中分别添加零维 Fe2O3 和 CuO 纳米颗粒，

实验结果表明，分别添加两种零维纳米颗粒的复合熔融盐均出现了热导率先增大后降低

的现象，热导率降低是由纳米颗粒团聚或沉淀引起的。Madathil 等[13]采用瞬态平面热源

法测量了三元硝酸盐-零维 CuO 纳米颗粒复合熔融盐的热导率，测量结果表明复合熔融

盐的热导率随添加 CuO 纳米颗粒的质量分数先增大后降低，最佳添加比例为 0.5%，热

导率降低可能是由纳米颗粒分散不均匀导致的。Yuan 等[14]向二元碳酸盐中添加不同质量

分数的一维多壁碳纳米管，实验结果表明复合熔融盐的热导率随着多壁碳纳米管质量分

数的增大也是先增大后减小的，在添加 0.75%多壁碳纳米管时达到最大值 1.04W/(m·K)，
此时热导率提升幅度为 50.72%。而在低温材料中，有研究发现二维纳米颗粒可以与零维

纳米颗粒形成良好的传热网络，提高复合材料的热导率[15-18]，但在高温相变熔融盐领域

鲜有相关的研究报道。

本文选用三元碳酸盐（Li2CO3:Na2CO3:K2CO3 = 40%:30%:30%, wt.%）作为基盐，分

别制备了零维和多维复合碳酸盐材料。通过添加不同维度的纳米颗粒，研究多维纳米颗

粒对三元碳酸盐热物性的强化效果。利用二维纳米颗粒比表面积大、易于分散的优点，

研究二维和零维纳米颗粒对碳酸盐热扩散率的热物性协同强化作用。

1 实验材料及实验方法

1.1 纳米颗粒复合熔融盐的制备

实验中采用的熔融盐为 Li2CO3-Na2CO3-K2CO3(40-30-30 wt.%)，采用的高导热强化

纳米颗粒分别为零维氧化铝纳米颗粒、一维多壁碳纳米管和二维纳米石墨烯片，使用场

发射扫描电子显微镜(SEM, Scanning Electron Microscope)观测三种纳米颗粒的微观结构，

结果如图 1 所示。可以发现，氧化铝纳米颗粒的平均粒径为 30 nm，多壁碳纳米管直径

为 5-15 nm，长度为 10-30 μm，然而两种颗粒在常态下都表现出明显的团聚现象，特别

是多壁碳纳米管容易发生缠绕结节。纳米石墨烯片分散较好，厚度为 4-20 nm，平均直径

5-10 μm。鉴于纳米颗粒出现团聚的现象，实验中采取超声波震荡的方式实现纳米颗粒在

基盐中的均匀分散。

(a) Al2O3纳米颗粒 (b) 多壁碳纳米管 (c) 纳米石墨烯片

图 1 三种纳米颗粒的扫描电镜图

实验采用两步法中的水溶法制备纳米颗粒复合熔融盐，制备流程如图 2 所示。首先，

按比例称量三种碳酸盐并将其放置于烧杯中，随后加入去离子水并将三元碳酸盐充分溶

解。接着，分别按比例将零维氧化铝纳米颗粒、一维多壁碳纳米管和二维纳米石墨烯片



置于碳酸盐溶液中，将溶液置于超声波震荡仪中震荡 1 小时以使纳米颗粒充分分散。经

过搅拌、蒸发和烘干处理，制得单纳米颗粒复合碳酸盐材料。其次，将质量分数为 1%、

配比为 1：1 的不同维度纳米颗粒置于碳酸盐溶液中，经过搅拌、蒸发和烘干处理，制得

多维纳米颗粒复合碳酸盐材料；将不同质量分数（0.5%、1%、1.5%、2%）的零维氧化铝

纳米颗粒和 0.5%的二维纳米石墨烯片一同置于碳酸盐溶液中，经过搅拌、蒸发和烘干处

理，制得二维和零维纳米颗粒协同的复合碳酸盐材料。

图 2 水溶法制备三元碳酸盐复合材料流程图

1.2 测试原理及方法

常用的热导率测试方法可分为稳态法和瞬态法，激光闪射法是瞬态法中的一种测试

方法，最早由 Parker[19]提出，因其测量时间短且所需的样品较少，激光在样品中产生的

不均匀温度场所引起的对流换热弱，因此逐渐在液体热导率测量中得到应用，本文所采

用的激光闪射法设备为耐驰公司生产的 LFA457 激光闪射法导热仪。实验中，在一定的

设定温度下，由激光源在瞬间发射脉冲激光，均匀照射在样品下表面，使其表面吸收光

能后温度瞬时升高，通过红外检测器连续测量上表面中心部位的相应温升过程，得到温

度与时间的关系曲线，根据 Parker 公式，计算得到热扩散率：
2

1/2

0.1388 d

t
  (1)

式中 α、d、t1/2分别为样品的热扩散率、样品厚度和接收激光脉冲后样品上表面温度升至

最大值的一半所需要的时间，测量得到的这些参数即可通过式(1)计算样品的热扩散率。

得到热扩散率后，使用热导率与热扩散率的换算公式：

pc     (2)

式中 λ、cp、ρ分别为样品的热导率、比热容和密度，计算可得所测样品的热导率。
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图 3 不同温度下 Inconel-600 的热扩散率

论文首先采用激光闪射法导热仪对标准试样 Inconel-600 的热扩散率进行了测量，以

确定该仪器的准确性。测量得到的 Inconel-600 热扩散率如图 3 所示，测试中选择的

Inconel-600 直径为 12.58mm，厚度为 2mm。测试结果显示，Inconel-600 的热扩散率与标

准值[20]的偏差小于 5%。

2 零维纳米颗粒复合碳酸盐热物性研究

2.1 三元碳酸盐热扩散率及热导率

使用激光闪射法导热仪对三元碳酸盐的热扩散率进行了测量，测试结果如图 4(a)所
示。测试结果显示，实验所配置的三元碳酸盐材料的热扩散率随温度升高而降低。三元

碳酸盐比热容 Cp和密度 ρ可分别由文献中的拟合公式（3）和公式（4）计算得到[21, 22]，

最后根据式（2）计算碳酸盐热导率并与文献值[23-25]对比如图 4(b)所示，实验所测得的数

据处于文献测量范围之内。
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图 4 不同温度下三元碳酸盐热扩散率及热导率



2.2 零维 Al2O3纳米颗粒的强化效果

对添加质量分数为 0.5%、1%、1.5%和 2%的零维 Al2O3纳米颗粒复合碳酸盐材料的

热扩散率进行了测量，测试所得的热扩散率如图 5(a)所示。测试结果表明，添加 1%的

Al2O3 纳米颗粒时复合碳酸盐的热扩散率达到最大，热扩散率最大提升幅度为 21.92%；

添加 0.5%和 1.5%纳米颗粒的样品稳定性不佳，测得的热扩散率随温度升高时的波动较

大；添加 2%Al2O3纳米颗粒的复合熔融盐材料甚至出现了热扩散率削弱的情况。如图 5(b)
所示，在 450℃时，分别添加 0.5%、1%、1.5%、2%的 Al2O3纳米颗粒后，复合碳酸盐的

热扩散率分别提升了 11.56%、21.77%、5.10%和-3.06%。当纳米颗粒质量分数较小时，

由于纳米颗粒本身的布朗运动及颗粒表面形成的压缩边界层，使得复合熔融盐的热导率

提升明显[26]；当纳米颗粒质量分数过大时，纳米颗粒形成的团聚体容易发生沉降，阻碍

了热量的进一步传递，从而导致复合熔融盐的热导率下降。
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图 5 不同温度下添加不同质量分数 Al2O3纳米颗粒的复合碳酸盐热扩散率及热扩散率提升幅度

使用能谱分析仪(EDS，Energy Dispersive Spectrometer)分析样品中所含元素种类及

其分布情况，图 6 为添加 1% Al2O3纳米颗粒复合碳酸盐的能谱图，由 Al 元素的分布可

以看出，其在复合材料中分布较为均匀，说明水溶法所制备的样品具有良好的分散性。

此外，将 Al 元素的 EDS 分布情况与 SEM 图像对照可知，形貌与元素分布对应性较好，

证明了 EDS 分析的准确性。



图 6 添加 1%Al2O3纳米颗粒复合碳酸盐的能谱图

3 多维纳米颗粒复合碳酸盐热物性研究

3.1 多维纳米颗粒协同热物性强化

向三元碳酸盐中添加不同维度的纳米颗粒，探究多维纳米颗粒对熔融盐热扩散率的

影响。选取 1%的质量分数，按照 1:1 的配比制备三种添加不同维度纳米颗粒的复合碳酸

盐材料，其热扩散率测试结果如图 7 所示。测试结果表明，添加零维 Al2O3 纳米颗粒和

二维纳米石墨烯片的样品热扩散率最大提升幅度为 42.85%，略低于只添加纳米石墨烯片

的复合碳酸盐样品；而添加 Al2O3 纳米颗粒和多壁碳纳米管，以及添加多壁碳纳米管和

纳米石墨烯片样品的热扩散率则没有起到强化效果。
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图 7 不同温度下添加 1%不同维度纳米颗粒的复合碳酸盐热扩散率

通过观察一维多壁碳纳米管的扫描电镜图像，可以看到，实验使用的多壁碳纳米管



材料已经发生缠绕、团聚的现象，使用超声波震荡仪难以将其分散，导致热量积聚在团

聚体中难以继续传输，因此实验中一维多壁碳纳米管材料与零维 Al2O3 纳米颗粒、二维

纳米石墨烯片的协同作用不佳，导致 Al2O3 纳米颗粒和多壁碳纳米管以及添加多壁碳纳

米管和纳米石墨烯片的样品热扩散率并没有得到提升。

3.2 零维和二维纳米颗粒的协同热物性强化

利用二维纳米材料比表面积大、易于分散的优势，可以减弱零维纳米颗粒沉降的程

度。实验在添加不同质量分数（0.5%、1%、1.5%、2%）的零维氧化铝纳米颗粒的基础

上，额外添加 0.5%质量分数的二维纳米石墨烯片，研究零维和二维纳米颗粒的协同热物

性强化作用。测试结果如图 8 (a)所示。测试结果表明，在添加固定质量分数的石墨烯时，

添加不同质量分数的 Al2O3 纳米颗粒均可提升复合碳酸盐的热扩散率，且随着 Al2O3 纳

米颗粒添加量的增多而逐渐变大；添加多维颗粒的样品热扩散率随温度升高时波动较小，

稳定性得到强化。如图 8 (b)所示,在 450℃时，分别添加质量分数为 0.5%、1%、1.5%、

2%的 Al2O3纳米颗粒后，相比于只添加 0.5%纳米石墨烯片的样品，复合碳酸盐的热扩散

率分别提升了 5.135%、11.08%、18.92%和 22.43%；相比于三元碳酸盐基盐，热扩散率

最大提升了 54.08%。这是由于具有高比表面积特性的二维纳米石墨烯片可以将零维

Al2O3纳米颗粒分隔开来，有效避免了 Al2O3纳米颗粒的沉降，增强了 Al2O3纳米颗粒的

稳定性，同时 Al2O3纳米颗粒可以填充在纳米石墨烯片之间，形成更加稳固的导热网络，

从而强化了复合碳酸盐内部的传热结构，提高了热扩散率。
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图 8 不同温度下添加 0.5%石墨烯与不同质量分数 Al2O3颗粒的热扩散率及提升幅度

4 结论

本文基于水溶法，以三元碳酸盐（Li2CO3:Na2CO3:K2CO3 = 40%:30%:30%, wt.%）作

为基盐，制备了添加不同质量分数的零维氧化铝纳米颗粒复合碳酸盐材料，研究零维纳

米颗粒对碳酸盐热物性的强化特性，并在此基础上研究多维纳米颗粒的协同热物性强化

作用，通过实验研究，得到如下主要结论：

1）纳米复合碳酸盐材料的热扩散率会随着添加零维氧化铝纳米颗粒的质量分数增

大先增大后降低，在添加质量分数为 1%时最大，此时热扩散率提升幅度为 21.92%；添

加质量分数为 0.5%和 1.5%的样品热扩散率随温度的波动较大，纳米颗粒的稳定性不佳；



在添加质量分数为 2%时，纳米复合碳酸盐材料的热扩散率出现了削弱现象；

2）由于零维氧化铝纳米颗粒和二维石墨烯颗粒之间的热物性协同强化作用，添加配

比为 1：1 多维纳米颗粒的复合碳酸盐热扩散率最大提升幅度可达 42.85%；

3）添加二维纳米石墨烯片可以有效解决零维三氧化二铝纳米颗粒浓度过高时出现

的热导率下降问题。在添加零维氧化铝纳米颗粒的基础上，额外添加 0.5%质量分数的二

维纳米石墨烯片，复合碳酸盐的热扩散率最大可提升 54.08%，且复合碳酸盐的稳定性更

好。
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摘要：太阳能海水淡化是一项有前途和可持续的淡水生产战略。但是设计在浓盐水中确保蒸发速率和

阻盐性能的蒸发器仍具有挑战性。本文报道了一种新型太阳能蒸发器，在盐水中减少水蒸发能量需求

的同时表现出优异的脱盐性能。通过带相反电荷的聚电解质静电络合成吸光铜基水凝胶，其中氧化铜

作为光吸收剂，利用等离子共振效应提高了蒸发速率。结果表明，在一个太阳下的模拟海水中，蒸发速

率达到了惊人的 3.93 kg·m-2·h-1，其具有耐盐性，适合长期用于淡水获取。本研究为下一代太阳能海水

淡化装置的研制开拓了新思路。

关键词：海水淡化；聚电解质；蒸发速率；耐盐性。

0 前言

随着全球人口增长和工业化迅速发展，淡水资源匮乏成为现代社会面临的最严峻的

挑战之一[1]。预计到本世纪末，如果温室气体排放没有得到适当控制，全球气温可能上

升 2 K。全球多达五分之一的人口可能受到淡水短缺的影响[2]。因此，为了缓解淡水回收

压力，减少污水排放对环境的影响，反渗透[3,4]和超滤[5,6]等多种水处理技术已经被应用到

海水淡化中。但是，这些传统技术或多或少存在不可避免的缺陷，如高能源消耗、潜在

的环境污染和高成本的基础设施建设。面对这些挑战，开发高效和具有成本效益的海水

淡化技术是迫切需要的，以减少能源消耗和提高淡水生产。由于太阳能具有绿色、低成

本和可持续的特点，利用太阳能蒸发器进行海水淡化是一项有前途的技术。理想的太阳

能蒸汽发生器应该具有高的光热转换能力，良好的热管理以及能有效输送水分的多孔通

道。因此，学者们已经开发了许多先进的界面蒸发材料，如碳泡沫和碳化的生物质材料
[7,8]，多孔气凝胶[9]，三维木支架[10,11]，和水凝胶复合材料[12,13]。然而，在实际海水淡化

过程中，太阳能蒸发器面临两大严峻的挑战，一个是随着持续的水蒸发，盐水中的盐离

子在蒸发表面积累结晶，阻碍蒸汽逸出并减弱光的吸收，另一方面是光热转换能力。

目前提出了三种策略来防止蒸发过程中的盐结晶。第一种是疏水化，Janus 膜由亲水

层和疏水层组成，通过疏水改性将水限制在光热层下，提高太阳能蒸发器的耐盐性[14,15]。

但是，光热界面和蒸发界面的分离抑制了热量传递到水中而降低了蒸发速率。第二种方

法是设计具有毫米级大型通道的蒸发器，高的导水率带走了额外的盐离子并再溶解，但



同时会从光热表面带走了大量的热量[16,17]。而且，这些毫米孔不可避免地会导致部分光

线穿过蒸发器降低吸收率，难以实现高效蒸发。第三种方法是通过控制海水输送途径，

将盐结晶限制在蒸发器边缘。张等人[18]首次报道了盐定域结晶蒸发器，通过控制水从光

热表面流出，将盐晶体限制在水流的末端。然而，定向水流同样会带走大量热量，从而

降低蒸发速率。总的来说，上述办法虽具有一定成效，但是这些蒸发器仍在自然光条件

下蒸发速率低，在浓盐水中耐盐性能差，这主要归因于材料-水或材料-离子相互作用不

足。由于水蒸气的持续逸出，蒸发器内部的盐离子浓度会不断增加，进而产生水合作用

为后续蒸发构建壁垒。因此，需要开发一种能对特定离子进行强选择性吸附的新型材料，

在浓盐水中实现高效蒸发。

蒸发器的光热转换能力会直接影响太阳能水蒸发的性能。基于现有的研究，等离子

体纳米材料凭借独特的局域表面等离子体共振效应，成为太阳能光热转换领域备受关注

的一种材料。贵金属如金[19]、银[20]、铂[21]等由于它们的等离子体共振特性使其在吸收、

散射和传输光线时表现出独特的光学性质，但高昂的价格限制了实际应用。所以人们将

目光放在廉价且易得的非贵金属及其氧化物上，而氧化铜纳米颗粒由于无毒、丰富、高

光吸收系数和低带隙能量（1.4~2.3 eV）等优点而备受关注[22,23]，促使其成为低成本高性

能蒸发器的潜在候选者。

在此，制备了一种基于带相反电荷聚合物链的多孔复合水凝胶（PCH）作为蒸发器

的基础，实现了连续、稳定、高效的太阳能脱盐。以氧化铜纳米颗粒（CuO）作为吸光

层，同时利用其独特的表面等离子体共振效应，迅速提高表面温度，起到了太阳能-热转

换的关键作用，最终形成 PCH/CuO 的吸光铜基水凝胶（LACH）。亲水网络和多孔通道

可以通过毛细作用力连续提供快速补水。由于水合作用，水凝胶中的聚合物链可以通过

氢键捕获附近的水分子形成结合水，而远离聚合物链的自由水（FW）表现出与体块水相

同的特性[24,25]，在结合水和 FW 之间存在弱相互作用的中间水（IW）[26,27]。在盐水中蒸

发时，离子屏蔽了带相反电荷的聚合物链之间的静电吸引，使凝胶内部吸水溶胀，促成

了具有更多 IW 的水合聚合物网络以增强水的蒸发。该 LACH 蒸发器在模拟海水（3.5
wt% NaCl 溶液）中的蒸发速率高达为 3.93 kg·m-2·h-1，能效达 93.5%，通过在真实海水和

自然光强下的海水淡化实验证明了 LACH 的长期耐用性和稳定性。

1 实验与方法

1.1 材料

实验中所用的 N,N,N-三甲基-3-(2-甲基烯丙酰氨基)-1-氯化丙铵（MPTC）和 4-苯乙

烯磺酸钠（NaSS）购自阿拉丁。纳米氧化铜（CuO）购自麦克林。α-酮戊二酸购自中国

上海源叶科技有限公司。氯化钠，无水乙醇均购自中国天津市天力化学试剂有限公司。

1.2 样品制备

在 NaSS（1 M）和 MPTC（1 M）中分别添加 0.1 mol% α-酮戊二酸作为引发剂，在

365 nm，7.5 mW/cm-2的紫外光下照射 12 小时，聚合成 PNaSS 和 PMPTC。将所得溶液

分别在无水乙醇中沉淀，并置于 80℃烘箱中干燥，得到 PNaSS 和 PMPTC 粉末。将聚合

物在去离子水中溶解成 0.1 M（相对于单体）的 PNaSS 和 PMPTC 溶液。将 100 mL PMPTC
和 100 mL PNaSS 缓慢滴加进 200 mL 去离子水中并充分搅拌混合 30 分钟，静置两小时



后使其从絮状物逐渐变成白色络合物（PCH）。将白色的 PIC 水凝胶浸泡在 200 mL 不同

浓度的 CuO 溶液中，通过超声振动使其完全扩散。将得到黑色的 LACH 放入大量去离

子水中透析，洗去多余的氧化铜。（图 1）

图 1 LACH 制备流程示意图

1.3 表征

使用显微共焦激光拉曼光谱仪（Renishaw-invia 英国 Renishaw）在 532nm 激光下分

析材料中水的状态。使用扫描电子显微镜（SEM，VEGA3 Tescan）在 10kV 下运行观察

水凝胶的微观结构，在进行 SEM 表征之前，通过溅射法进行喷金。使用紫外-可见-近红

外光谱仪（Agilent Cary 5000）测定 LACH 的光吸收性能。使用动态接触角测量仪测量

水滴的吸收过程。使用能谱仪（EDAX Octane Prime 美国 EDAX）获取材料中铜元素的

信息。

1.4 太阳能蒸发测试

剪裁一定大小的圆形 LACH，并取相同大小的聚苯乙烯隔热泡沫放置在 LACH 和体

块水之间，使其漂浮在 50 mL 玻璃烧杯中的纯水（或不同浓度的盐水）上。暴露在太阳

模拟器即氙灯光源（CEL-S500，北京中教金源）产生的 1 个太阳光照下，使用光功率计

（CEL-FZ-A，北京中教金源）测量太阳能密度。用精度为 0.001 g的精密天平（PX423ZH/E,
Ohaus）测量蒸发过程中的质量变化。为了减小初始温度变化对蒸发速率产生影响，待 1
个太阳光照下照射 30 分钟后再测量稳定的蒸发速率。用红外热像仪（Flir E4）记录蒸发

过程中的温度变化。

2 结果与分析

2.1 材料表征与润湿性分析

水的运输速率对孔径的分布有很强的依赖性，通过扫描电子显微镜对附着不同质量

浓度氧化铜（0，0.4%，0.8%，1.2%，1.6%）的 LACH 微观结构进行了表征（图 2a），观

察到存在有多个微腔和一些中孔，直径从几微米到几十微米大小不一的孔隙结构，有利

于通过毛细作用力快速吸收水分并逸出产生的蒸汽，这对于太阳能海水淡化中不断补充

水分是至关重要的。这种高度多孔的结构可以增加表面积和吸附能力，有利于更高效地

去除海水中的盐分，提高蒸发效率。此外，通过能谱图（EDS）观察内部铜（Cu）元素

的分布信息，证明了氧化铜纳米颗粒在交联聚合物网络中均匀分布（图 2b）。
太阳能海水淡化需要在 200~2500 nm 的太阳光谱范围内具有较高的吸收率和较低的



透过率和反射率[28]。我们分别测试了 PCH 和附着四种不同浓度氧化铜的 LACH 光吸收

率。该水凝胶在紫外光（200-380 nm）和可见光（380-760 nm）内均表现出高的吸收率

（＞95%），但由于近红外区域的太阳光辐射能量非常低，导致了吸光率略微减小。总体

上，在整个紫外-可见-近红外光范围（200-2500 nm）内，平均吸收率保持在 85%以上（图

2c）。值得一提的是，不同掺杂的 LACH 在紫外-可见光区域吸光率非常接近，而在近红

外光区域的吸光率却随着氧化铜掺量的进一步增加而略微降低，这可能是因为测试受样

品表面平滑度影响较大，氧化铜掺量越多，水凝胶表面越不平整，这就增强了样品表面

的散射现象，因此会出现光吸收率随氧化铜掺量增加而有所降低的现象[29]。为了提高蒸

发速率和能量效率，需要水在 LACH 中快速运输。接触角的变化可以反映出水凝胶的亲

水性和水运输速率，通过测量水滴落到样品表面小于 10 度的低接触角以及不足 1 秒的

浸没时间充分证明了 LACH 的超亲水性（图 2d）。这些优点为蒸发器在太阳能海水淡化

中的实际应用奠定了基础。

图 2 （a）不同放大倍数下 LACH 的 SEM 图像。（b）均质凝胶结构的 EDS 图像。（c）不同浓度 CuO

掺杂前后 LACH 水凝胶的紫外-可见-近红外光谱。（d）通过接触角测试 LACH 的亲水性。插图为一滴

水浸没 LACH 的过程。

2.2 材料的热管理分析

除了良好的水运路径外，有效的热管理也是保证太阳能驱动高效界面蒸发的关键因

素[7,30]。图 3a 是太阳能蒸发器的整体示意图，黑色的 LACH 蒸发器呈现“帽”结构，四

周的“腿”浸入体块水中保证 LACH 中水定向持续的供应。低热导率（0.04 W·m-1·K-1）

的聚苯乙烯隔热泡沫被放置在 LACH 和体块水之间，作为支撑体使其漂浮在水面，同时

减少了光热吸收面到体块水间的热损失。其中，氧化铜可以吸收大量太阳光并转化为热

量蒸发上层水，而未加热的水则通过内部毛细力从底层传递到上层。通过红外摄像机记

录了在 1 sun 模拟光照下 LACH 蒸发表面和体积水的温度变化趋势（图 3b），进而评价

蒸发器的光热特性。在前10分钟内LACH表面温度由最初的20.8 ℃迅速增长到48.9 ℃，

随后在 60 分钟内逐渐达到平稳。相比之下，相同阶段下体块水的温度变化不大，仅仅从



21.1 ℃略微上升到 25.4 ℃。同时，图 3c 的红外照片也展现了温度分布状况，证明了 LACH
的局部加热。二者温差明显可能存在两个原因：一方面，由于 LACH 的高吸收率，大部

分的太阳光都被吸收，而只有少量用于加热体块水。另一方面是有效的热管理。水凝胶

的低热导率结构确保大量热量被限制在蒸发界面，减少光吸收层向体块水及环境的热量

损失，进而提高蒸发速率。

图 3 （a）LACH 蒸发器的整体示意图。（b）LACH 表面和体块水在 60 分钟内的温度变化。（c）1 sun

下不同时间点温度分布的红外图像。

2.3 材料的蒸发性能测试

为了优化 LACH 的蒸发性能，起初评估了不同氧化铜浓度的 LACH 在一个太阳光

强下的蒸发速率。考虑到世界海水平均浓度约为 3.5 wt%，而死海的最高盐浓度为 10%，

因此研究中使用了从 3.5 wt%到 10.5 wt%不等的 NaCl 溶液来模拟实际海水浓度，记录了

附着不同氧化铜浓度（0.4%，0.8%，1.2%和 1.6%）的蒸发器的质量变化。如图 4a 所示，

一个模拟太阳光照射 1 小时，纯水作为体块蒸发的重量损失仅为 0.33 kg·m-2，低的效率

主要由于水的光吸收能力低[31]。相同条件下，附着 0.8% CuO 的 LACH 具有最优的蒸发

性能，一小时内，在 0，3.5 wt%，7 wt%和 10.5 wt%盐水中质量变化分别为 3.72，3.93，
2.86 和 2.06 kg·m-2，因此被用于后续探究。此外，系统对比了不同浓度氧化铜的 LACH
于不同盐水中的蒸发速率，如图 4b 所示。

另一个评价蒸发器性能的重要参数是能量转换效率（η），定义为公式（1）[7]：

=ߟ
݉ሶ∗ ℎ
∗௧ܥ ܲ

（1）

其中，݉ሶ是达到稳定时的质量通量，Copt 是蒸发面上的光学浓度，P0 是太阳光辐射功率

（1kW·m-2）。he为 LACH 中水的等效蒸发焓。在相同的功率输入 Uin下，水的当量汽化

焓可通过公式（2）[32]：



ܷ = ℎ ∗ ݉ = ℎ ∗ ݉  （2）

其中 mg是 LACH 在黑暗环境中的质量变化，h0和 m0是体块水的蒸发焓和质量变化。如

图 4c 所示，LACH-0.8% CuO 在 3.5 wt%盐水中的等效蒸发焓为 930 J·g-1，对应的能量

转换效率为 93.5%，这与蒸发速率的变化趋势一致。在不同盐浓度中，LACH-0.8%的蒸

发速率和能量转换效率基本优于其它太阳能蒸发器，如图 4d 所示。

图 4 （a）LACH 蒸发器在不同浓度盐水中的质量随时间的变化。（b）不同 CuO 含量的 LACH 在不同

浓度盐水中的蒸发速率。（c）体块水和不同盐水中 LACH 的等效蒸发焓及相应的蒸发效率。（d）

LACH 与其它研究材料的性能对比[14,33,40,41,42,43,44,45,46]。

此外，增强太阳光强可以促使更高的蒸发速率。如图 5a 所示，在 0.5，1.0，1.5 和

2.0 kW·m-2的辐照下，水在单位面积下质量变化均成线性趋势，60 min后分别减少了 1.75，
3.93，5.27 和 6.10 kg·m-2。LACH 蒸发器相应的蒸发速率分别为 1.75，3.93，5.27 和 6.10
kg·m-2·h-1，分别是黑暗条件下海水自然蒸发速率（0.11 kg·m-2·h-1）的 15.9，35.73，47.91
和 55.45 倍（图 5b）。

图 5 （a）0.5、1.0、1.5、2.0 kW·m−2光照下的质量变化和（b）相应的蒸发速率。



2.4 材料的水状态分析

LACH-0.8%CuO 在盐水中增强太阳能海水淡化性能的因素之一与其内在分子组成

和核心骨架 PCH 的盐响应特性有关。引入的盐离子会削弱 PCH 的结合强度，导致内部

网络结构更柔软并增加水合作用[33-35]。因此研究 LACH-0.8%CuO 内部的水状态和更多

的形态变化具有重要意义。我们测试了拉曼光谱，分析来自不同盐水的 LACH-0.8%CuO
的 O-H 伸缩区域，揭示了水分子中氢键的区别[26]。图 6a 测试了 3.5 wt%盐水中 LACH-
0.8%CuO的拉曼光谱。位于3197 cm-1和3442 cm-1处的峰指具有四个氢键的自由水（FW），

其中两个质子和两个孤对电子参与氢键，而 3552 cm-1 和 3625 cm-1处的峰对应于 IW 与

周围水分子呈弱氢键。因此，与 FW 相比，IW 在水凝胶中更具活性，并且蒸发所需的能

量更少。通过分析拉曼光谱中的 O-H 伸缩，我们计算了不同盐水浓度下 IM 与 FW 的比

率。如图 6b 所示，IW:FW 从纯水中的 0.21 大幅增加到 3.5 wt%盐水中的 0.47，然后随

着盐浓度的进一步升高略有下降，表明水分子在 3.5 wt%离子浓度下可以最大程度活化，

减少了蒸发的总能量需求。

图 6 （a）LACH 在 3.5 wt%盐溶液中 O-H 拉曼光谱与拟合曲线。（b）不同盐水中 LACH 的 IW 与 FW

的比值。

2.5 材料的水净化测试

待达到稳定的蒸发速率后，评估了蒸发器的耐盐性能。将一克固态盐晶体加到位于

3.5 wt% NaCl 盐水上的 LACH-0.8%CuO 表面，然后用太阳能模拟器（1 kW·m-2）照射，

观察蒸发器表面的变化及盐晶体对蒸发性能的影响。添加的盐晶体在表面形成近饱和的

NaCl 溶液，使我们能够研究苛刻盐度条件下的耐盐性[16,36]。通过计算质量随时间变化曲

线的斜率，每 30 分钟记录一次质量变化。如图 7a 所示，加入盐晶体后蒸发器的蒸发速

率仍基本维持不变。更有趣的是，尽管在表面放置了大量的盐，但是仅在一小时后便完

全溶解到下端模拟海水中（图 7a 插图），同时保证了蒸汽的正常产出。LACH-0.8%CuO
蒸发器卓越的耐盐能力可能是由于以下两个原因：首先，加入的固体盐能在蒸发器的上

表面迅速溶解，这归因于模拟海水中的盐离子能够有效被蒸发器聚合物链上的离子基团

捕获，从而形成局部的高盐区域。因此，额外加入的盐使表面盐水浓度接近饱和点，而

下端的体块盐水是未饱和的，进而建立了蒸发器与体块盐水的渗透压差，加速了淡水的

泵送。其次，在海水淡化过程中分层多孔结构提供了快速的水补充，加速盐的交换[16,33,37]。

为了评估 LACH-0.8%CuO 实际情况中的脱盐能力，我们使用了一个真实的海水样



本（收集来自黄海），演示了基于 LACH-0.8%CuO 的太阳能蒸发性能，并使用电感耦合

等离子体质谱法（ICP-MS）评估了收集的蒸馏水质量。如图 7b 所示，结果表明净化后

海水中四种主要离子（Na+，Mg2+，K+和 Ca2+）的浓度显著降低约 2 至 3 个数量级，均

低于通过基于膜和蒸馏的海水淡化技术获得的值[38]，符合世界卫生组织的饮用水标准，

展现了其在太阳能驱动去除盐分方面的潜力[39]。此外，为了证明 LACH-0.8%CuO 蒸发

器在恶劣海水条件下的蒸发性能，先将其放入 PH 值为 14 的 NaOH 溶液中，发现淡化后

的水蒸气 PH 值为 7，呈中性（图 7c）。由于氧化铜易溶于酸，因此采用了水解显酸性的

FeCl3 盐溶液来验证其在酸性环境下的蒸发性能，同样能产生 PH 值接近中性的蒸馏水

（图 7d），这均表明其在多种工作环境下稳定的净化能力。

图 7 （a）表面添加 0.1 g 盐晶体前后，LACH 蒸发器的质量随时间的变化及相应的蒸发速率。插图为

60 分钟时将盐晶体添加到 LACH 表面及 180 分钟后被吸收后的照片。（b）净化前后海水样品中四种主

要离子的浓度。（c）在强碱环境和（d）酸性盐溶液中的蒸发性能。

2.6 材料的耐久性及户外测试

蒸发性能的长期稳定性也是评价蒸发器性能的重要参数。通过在真实海水中连续长

期作业来测试耐盐性能，如图 8a 所示。在一个太阳的照射下，LACH-0.8%CuO 蒸发器

在 6 个小时中的蒸发速率保持相对稳定，平均值约为 3.81 kg·m-2·h-1，说明蒸发器没有被

盐晶体损坏。此外，还进行了为期 7 天的循环试验，以评估蒸发器的耐久性。蒸发器每

天在一个标准太阳光下照射 6 小时，其余时间处于黑暗状态，模拟昼夜交替。图 8b 展示

了在 7 天的测试中，蒸发器稳定蒸发了 3.5 wt%的海水，质量呈线性变化，斜率几乎保持

一致，最终计算得到蒸发速率保持在 3.73-3.84 kg·m-2·h-1范围内。经长期蒸发后，光热表

面无盐结晶现象，表明 LACH-0.8%CuO 具有良好的耐久性，在长期的太阳能海水淡化中

具有良好的应用前景。

为了验证 LACH-0.8%CuO 蒸发器在现实天气条件和海水中的淡水产能，我们采用

自制的蒸馏水收集装置进行了室外实验并实时记录了所有数据（图 8c）。蒸发装置整体

呈小房子状，蒸发器与实验室实验相同，放置在风挡室内，用于消除自然风对流对蒸发

的影响，而顶部的盖子则充当冷凝器（图 8c 插图）。实验于当地时间 9:00 开始，17:00 结

束。考虑到自然光照强度和环境温度的因素，得到的实际淡水产率仍然是令人满意的，



总共实验八个小时内淡水产量接近 10 kg·m-2，可满足两户居民每日推荐饮水量。这均表

明我们的蒸发器在实际条件下能有效地抵抗盐积累，具有大规模生产淡水的巨大潜力。

图 8 （a）在海水中 6 小时的蒸发速率。（b）在 5 天的循环实验中，蒸发水的质量变化和相应蒸发速率。

插图为实验后的蒸发器表面。（c）户外实验时光强、蒸发速率、温度随时间的变化图。插图为自制户外

太阳能海水淡化装置实物图。

3 结 论

综上所述，我们开发了一种具有优异蒸发性能的吸光铜基水凝胶，用于高效的海水

太阳能海水淡化。由于独特的聚合物骨架结构与盐离子之间的相互作用，活性水分子大

大降低了蒸发的总能量需求。高吸光率，快速的水输送和良好的热管理的协同作用有助

于实现高效且耐盐的蒸发器。盐水中的蒸发速率和能量效率分别高达 3.93 kg·m-2·h-1 和

93.5%，能够在实际海水环境和自然光下快速稳定地生产淡水。优异的蒸发性能展现了

LACH 在太阳能海水淡化领域长期稳定且低成本的巨大潜力，IW 的加速蒸发为应对淡

水危机提供了一种新的方法。
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摘要：针对时变对流换热系数的反演问题，本文建立了一种基于边界条件转移的多模型自适应反演

(multiple model adaptive inverse based on boundary condition transfer, BCT-MMAI)方案。首先，根据拟定

的对流换热系数（特征量）离散点，实现非线性传热系统线性子空间的分割，并建立与各线性子空间

对应的温度预测子模型；其次，根据已有的多模型自适应反演(MMAI)方案对系统的部分边界条件进行

反演；进一步，根据 MMAI 方案的反演结果获得特征量离散点对应的观测偏差信息。最后，借助于观

测偏差信息对特征量离散值进行加权综合，间接产生时变对流换热系数的辨识结果。利用数值仿真试

验分析了待反演量数目、环境温度、未来时间步数以及温度测量误差对反演结果的影响，并与自适应

顺序函数法(ASFSM)进行了对比，证实了本文所提出的反演方案的有效性。

关键词：对流换热系数；反问题；边界条件转移；多模型；自适应

0 前言

热工系统中对流换热系数分布的估计是许多工程问题的主要内容[1,2]。通过测量局部

传热系数可以深入了解流场、验证相关关系和测试传热设备的性能[3]。例如，连铸过程

二冷区的不合理冷却会使铸坯内部产生裂纹和疏松，严重影响铸坯质量。通过对二冷区

喷水换热系数的研究，有助于提高铸坯的质量和连铸效率[4]。再比如，为了节约能源，

翅片表面局部对流换热系数的估计成为设计高性能板翅管换热器的重要内容[5]。然而在

实际的工作条件下，由于各种复杂的流动和换热过程，使得局部对流换热系数难以直接

准确获得。此时，借助传热学反问题方法，利用便于获得的部分温度测量信息反演局部

对流换热系数，是一种方便有效的方法。

传热学反问题是一类不适定性问题[6]。主要表现在，较小的输入数据观测误差极有

可能在反演过程中被显著放大，从而导致反演结果的不稳定。为了有效解决该问题，在

过去的几十年中，提出和发展了多种有价值的研究方法[7-23]。其中，顺序函数法(SFSM)
在非稳态导热反问题中得到了广泛应用[24-26]。然而，它需要假定未来一段时间内未知量

的变化形式，从而影响反演结果的准确性[27]。针对这一问题，Wang 等[28,29]结合系统预

测控制思想，建立了一种基于动态矩阵控制(DMC)的反演方法，实现了非稳态导热系统

多个热边界条件的同时反演。与 SFSM 相比，DMC 反演方案无需假定待反演参数在未

基金项目：国家自然科学基金项目(52206122)，河南省科技攻关项目(222102320052，232102321091)；



来的变化形式，降低了反演结果对于观测信息的依赖性，提高了反演结果的可靠性。

目前，对流换热系数的反演方案主要分为两大类[30]。第一类为间接反演方法，即将

对流换热系数的反演简化为对流边界的等效热流反演。然后依据牛顿冷却公式，求出对

流换热系数。基于这种处理方案，文献[31-36]反求了不同对象的表面对流换热系数。需

要指出的是，在上述方案中，由于是对等效分布热流进行反演，因此对于多维传热系统

需要布置较多的温度测点。第二类为直接反演方法，即直接反演对流换热系数。Osman
和 Beck[37]采用 SFSM 反演了淬火实验中冷却介质和淬火球体之间的时变对流换热系数；

Huang 和 Tsai[38]根据红外热像仪模拟测量的翅片表面温度分布，利用最速下降法(SDM)
和商业软件 CFX4.4 对板翅片管换热器的局部时变对流换热系数进行了估算；Su 和

Hewitt[39]采用 Alifanov 迭代正则化方法反演了加热管外表面强迫对流的时变对流换热系

数；Razzaghi 等[40]采用共轭梯度和伴随方法反求了二维垂直板上的时空分布对流换热系

数。在上述各方案中，由于是对对流换热系数的直接求解，系统输入与输出之间的映射

关系会随着对流换热系数的变化而发生改变。此时，传热系统是一类非线性系统[37]。一

方面，相对于线性传热系统，非线性传热系统反问题的不适定性更加突出[11,41]；另一方

面，直接应用已有的传热学反问题方法（如梯度类优化方法，顺序函数法等）研究此类

传热反问题，需要在每一时刻对热边界条件与温度测点间的灵敏度系数矩阵进行反复求

解，反演过程将面临较大的计算成本[26,42]。

为了有效解决上述问题，Wang 等[43,44]提出了一种多模型自适应反演(multiple model
adaptive inverse, MMAI)方案。基于非线性特征参数（如特征温度或热源位置），实现传

热系统线性子空间的划分和线性模型的综合调度。该方案在提高反演过程计算效率的同

时具有良好的自适应能力。然而应当指出的是，在上述的多模型自适应反演方案中，传

热系统的非线性特征参数（如特征温度或热源位置）能够在线观测。进而可以根据特征

参数来判断线性子模型和实际传热系统的瞬时匹配程度。但这个前提在一些传热系统中

可能无法成立。例如，在存在未知对流换热边界条件的传热系统中，对流换热系数的变

化是导致系统呈现非线性的重要因素（非线性特征参数），同时也常常是需要进行反演的

重要参数，即该传热系统的非线性特征量是不可在线观测的待反演参量。因此，直接应

用 MMAI 方案反演时变对流换热系数将会出现无法判断线性子模型和实际传热系统瞬

时匹配程度的问题。

针对上述问题，本文建立了一种基于边界条件转移的多模型自适应反演(multiple
model adaptive inverse based on boundary condition transfer, BCT-MMAI)方案。首先，根据

拟定的对流换热系数（特征量）离散点，实现非线性传热系统线性子空间的分割，并建

立与各线性子空间对应的温度预测子模型；其次，根据已有的多模型自适应反演方案对

系统的部分热边界条件进行反演；进一步，根据 MMAI 方案的反演结果获得特征量离散

点对应的观测偏差信息。最后，借助于观测偏差信息对特征量离散值进行综合加权，间

接产生时变对流换热系数的辨识结果。

文中利用数值仿真试验验证了上述方法的可行性，并与自适应顺序函数方法

(adaptive sequential function specification method, ASFSM)[20]进行了比较。讨论并分析了待

反演量数目、环境温度、未来时间步数以及温度测量误差对反演结果的影响。结果表明，



本文建立的边界条件转移多模型自适应反演方案能够有效反演时变的对流换热系数，解

决了一般 MMAI 方案反演时变对流换热系数时无法判断线性子模型和实际传热系统瞬

时匹配程度的问题。此外，BCT-MMAI 方案提高了反演过程的计算效率，并具有良好的

自适应能力。

1 传热模型

考虑图 1 所示的二维非稳态导热系统。在图 1 中，为对象的计算空间域；对象的

下表面B 绝热，右表面R 与环境存在对流换热，上表面U 和左表面L 分别受到瞬态热

流 q1(t)和 q2(t)的作用。

图 1 二维非稳态导热系统

假定导热过程中材料的热物性参数保持恒定，则传热问题的控制方程和定解条件分

别为：

  f
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式中，x = (x, y)为空间坐标向量；、c 和分别为密度、比热容和导热系数；n 为对应表

面的外法线方向；h(t)为时变的对流换热系数；T(t)为环境温度；tf为仿真结束时间；T0(x)
为初始温度。需要指出的是，式(6)中 q3(t) = 0，这样书写主要是为了后面表述的方便。

2 非线性传热反问题描述

对于上述的二维非稳态传热系统，如果方程组(1)(6)中的其它条件均已知，而对流



换热系数 h(t)、边界热流 q1(t)和 q2(t)未知，通过布置于对象内部 3 个热电偶的温度测量

信息来估计未知的热边界条件构成了对应的传热学反问题。当采用顺序反演方案时，需

要根据测点 m (m = 1, 2, 3)在时刻 k, k + 1, , k + R  1 的测量值来辨识 qk
1、qk

2和 hk。这里

的 R 为预定的未来时间步数，qk
1、qk

2和 hk分别为 q1(t)、q2(t)和 h(t)在 k 时刻的估计值。

记 z = [z1, z2, z3, z4]T = [q1, q2, q3, h]T。如果将 q1(t)、q2(t)、q3(t)和 h(t)作为系统的输入，

测点 m 处的温度作为系统的输出，则系统输入与输出的灵敏度函数定义如下：

( , ) ( , ) ( 1,2,3,4)k
i iX t T t z i   x x (7)

式中，Xi(x, t)反映了热边界条件 zk
i 对温度场 T(x, t)的影响程度。将方程组(1)(6)对 zk

i 求导，

则在时间段[tk, tk+R1]内 Xi(x, t)满足下列方程组：
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i k k R
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由方程组(8)(13)可以看出，Xi(x, t)与 h(t)有关。因此，系统输入与输出之间的映射

关系会随着 h(t)的变化而发生改变。本质上，该传热系统是一类非线性系统。倘若直接

采用已有的顺序反演方案，需要在每一时刻对灵敏度系数进行求解，从而增加了反演过

程的计算量。另一方面，由式(8)(13)可以看出，若 h(t)为已知的定值，则系统输入 q1(t)、
q2(t)和 q3(t)与系统输出之间的映射关系将不再发生改变。此时，可将非线性系统转变为

线性系统。

3 基于边界条件转移的多模型自适应反演方案

3.1 边界条件转移

对于一般的 MMAI 方案，其应用的前提是传热系统的非线性特征参数能够在线观

测，进而可以根据特征参数来判断线性子模型和实际传热系统的瞬时匹配程度。然而，

本文的时变对流换热系数是导致系统呈现非线性的重要因素（非线性特征参数），同时也

是需要进行反演的参数，即该传热系统的非线性特征量是不可在线观测的待反演参量。

故无法采用一般的 MMAI 方案来反演本文的未知热边界条件。为此，本文采用一种边界

条件转移的手段，以期能够较好地解决上述问题。

具体而言，本文将对 h(t)的反演转移为对边界热流 q3(t)的反演，即同时反演 q1(t)、
q2(t)和 q3(t)。然后基于各线性子模型对 q3(t)的反演结果和真实值的偏差构建各线性子模

型的加权系数。最后，借助于该加权系数对特征量离散值进行综合加权，间接产生时变



对流换热系数的辨识结果。

3.2 预测子模型集的建立

由于传热系统的灵敏度系数随对流换热系数的变化而变化，这里通过选取一组典型

对流换热系数s (s = 1, 2, , N)（图 2），根据式(1)~(6)建立多个局部线性传热模型，构成

非线性传热系统的线性化子模型集 ：

 ( ) \ 1,2, ,s sM s N Ψ  (14)

式中，s为选定的特征参数点；Ms(s)表示由特征参数点s确定的线性传热模型。

图 2 特征变量选取示意图

线 性 子 模 型 Ms(s) 反 映 了 在 特 定 的 对 流 换 热 系 数 下 ， 热 流

, ( 1,2,3; 0,1, , 1)k j
l sz l j R     与测点处温度之间的定量关系。根据线性系统叠加原理，对

于给定的一组边界热流增量 ,
k j
l sz  ，测点处的温度预测值可表示为：

 
3

1
, , , , , , , ,

1
( 1) ( ) (1)k j k k j k l k l k l k j

m s m s m s l s m s l s m s l s
l

T T j z j z z     



               (15)

式中， ,
k j k

m sT
 为由线性子模型 Ms(s)获得的测点 m 在 k + j 时刻的温度预测值，其上标

k j k 表示在 k 时刻对 k + 1 时刻的预测； ,
k j k

m sT
 为当 1

, , , 0k k k j
l s l s l sz z z          时的温度

值； , ( 1)l
m s j  为灵敏度系数。

进一步，将上述方程转化为矩阵方程，可得：

( 1,2, , )s s s s s N   T T A Z   (16)

式中，各相关向量和矩阵的具体定义如下：

T1 1, , ,k k k R
s s s s

     T T T T   
T

1, 2, 3,, , ,k j k k j k k j kk j
s s s sT T T

      T   

T1 1, , ,k k k R
s s s s

     T T T T
T

1, 2, 3,, , ,k j k k j k k j kk j
s s s sT T T

      T 

T1 1, , ,k k k R
s s s s

        Z z z z   
T

1, 2, 3,, ,k j k j k j k j
s s s sz z z         z   



(1)
(2) (1)

( ) ( 1) (1)

s

s s
s

s s sR R

 
 
 
 
 

  

A

 
  
   
  

0 0
0



 

  

1 2 3
1, 1, 1,
1 2 3
2, 2, 2,
1 2 3
3, 3, 3,

( 1) ( 1) ( 1)
( 1) ( 1) ( 1) ( 1)

( 1) ( 1) ( 1)

s s s

s s s s

s s s

j j j

j j j j

j j j

  

  

  

   
 

     
    

  

   

  


0 0 0
= 0 0 0

0 0 0

 
 
 
  

0

3.3 灵敏度系数

根据式(7)，可定义子模型 Ms(s)输入与输出的灵敏度函数如下：

,( , ) ( , ) ( 1, 2,3)l k
s l sX t T t z l   x x (17)

进一步，根据式(8)(13)， ( , )l
sX tx 满足下列方程组：
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由方程组(18)~(23)可知， ( , )l
sX tx 只与特征变量s有关，因此可以预先计算。这里通

过有限容积法和高斯-赛德尔(Gauss-Seidel)迭代法求解方程组(18)~(23)，得到灵敏度函数

的离散值，进而按下式来确定测点 m 处的灵敏度系数：

, ( 1) ( , ) ( 1,2,3)l l
m s s m k jj X t m    x (24)

3.4 滚动优化

在 k 时刻，通过优化最优热边界条件分量 sZ ，使子模型 Ms(s)在未来时域内的温

度预测值尽可能接近系统的温度测量值。最优热边界条件补偿量分量 sZ 由以下二次型

性能指标确定：

         
T T

min s s s s sJ       Z Y T Y T Z Λ Z     (25)

式中， 1 2 1 T[ , , , , ]k k k k R   Y Y Y Y Y 为测量温度矩阵， T
1 2 3[ , , ]k j k j k j k jY Y Y   Y ， k j

mY  为测

点 m 在 k + j 时刻的温度测量值； diag( , , , )Λ α α α 为正则化参数矩阵，

1 2 3diag( , , )  α ，1、2和3分别为与 q1(t)、q2(t)和 q3(t)对应的正则化参数，用来平

衡反演结果的稳定性和精确性[8,28]。

将式(25)对 sZ 求导，并令 d ( ) / d( ) 0s sJ   Z Z  ，得到热边界条件补偿量分量的最优

估计值：



 
1T T

s s s s s



     Z A A Λ A Y T   (26)

在 k 时刻，我们只需根据式(26)确定瞬时热边界条件分量 k
sz 。到下一时刻，按同样

的方法求得 1k
s
z ，此所谓“滚动优化”的策略。由式(26)得到 k

sz 的估计值为：

 
1T Tk

s s s s s



    z = d A A Λ A Y T   (27)

式中， 1 1[ , , , ] Rd d 0 0 ，d1为 3 阶单位矩阵。

3.5 特征变量及滚动优化结果的加权综合

线性子模型 Ms(s)仅反映了传热系统在s 邻域的响应特性。这里分别对边界热流补

偿量分量 1,
k

sz 和 2,
k

sz 进行加权综合，获得待反演热流猜测值的瞬时补偿量：

T

1 1,1 1,2 1,, , ,k k k k k
Nq z z z      W    (28a)

T

2 2,1 2,2 2,, , ,k k k k k
Nq z z z      W    (28b)

同理，通过对特征变量s 进行加权综合，获得待反演对流换热系数猜测值的瞬时补

偿量：

 
T

1 2, , ,k k
Nh    W  (28c)

式(28)中， 1 2[ , , , ]k k k k
Nw w w W 为综合加权矩阵，其中的 k

sw 表示线性子模型 Ms(s)在 k

时刻的权重系数，且满足：

1
1 ( 1,2, , )

N
k
s

s

w s N


   (29)

权重系数 k
sw 反映了线性子模型 Ms(s)在 k 时刻与实际传热系统的瞬时匹配程度。由

于 h(t)的变化未知，因此不能直接利用特征变量s 与实际对流换热系数的偏差来判断各

线性子模型与实际传热系统的瞬时匹配程度。这里考虑利用 3,
k

sz 与实际绝热边界条件的

偏差来构造加权系数 k
sw 。

在 k 时刻，由各子模型获得的绝热边界的反演值与真实值的偏差为：

   1
3 3, 3exa exa

k k k k
s sL q z q    (30a)

式中，(qk
3)exa为 q3(t)在 k 时刻的真实值。由于(qk

3)exa = (qk-1
3 )exa = 0，故上式可表示为：

3, ( 1,2, , )k k
s s sz NL    (30b)

显然，距离 k
sL 愈大，子模型 Ms(s)与实际传热系统的瞬时匹配程度愈小，对应的加

权系数 k
sw 应愈小，反之亦然。另一方面，考虑到实际对流换热系数只能在任意 2 个相邻

的子模型之间变化，因此可考虑只有偏差最小的 2 个子模型参与加权计算。

设 k
aL 和 k

bL 分别对应集合{ 1 2, , ,k k k
NL L L }中最小、次最小的 2 个距离偏差，则本文采

用下列的归一化模型估算 k
sw ：
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(31)

根据式(28)及(31)获得各边界条件猜测值的补偿量之后，按下式更新获得待反演的热

边界条件：
1

1 1 1
k k kq q q   (32a)

1
2 2 2
k k kq q q   (32b)

1k k kh h h   (32c)
3.6 反演流程

综上，BCT-MMAI 方法的计算流程如下：

① 拟定对流换热系数的离散点s，并根据式(18)~(24)预先计算出灵敏度系数；

② 初始化参数 z0，设置 k = 1；
③ 建立当前时刻下未来 R 步测点处的温度输出预测子模型；

④ 根据式(27)获得热流补偿量分量 k
sz ；

⑤ 根据式(30)和式(31)更新综合加权矩阵 Wk；

⑥ 根据式(28)产生边界热流及对流换热系数的补偿量；

⑦ 根据式(32)获得边界热流及对流换热系数的反演结果，并输出 1
kq 、 2

kq 和 kh ；

⑧ 判断是否满足停止条件，即 t  tf；若满足，则停止计算；若不满足，则令 k = k +
1，然后返回步骤③。

4 仿真结果及讨论

4.1 仿真试验条件

传热对象尺寸：Lx = 0.1 m，Ly = 0.2 m；对象材料为 AISI 4340 钢材，其热物性参数

为： = 44.5 W/(mK)， = 7850 kg/m3，c = 475 J/(kgK)；初始温度 T0(x) = 20 C；根据

网格无关性验证结果，取离散空间网格数 Ix = 50，Iy = 100；时间步长t = 0.5 s。
根据反演的需要，设置了 3 组不同数目的待反演量。未知变量及对应的温度测点布

置方案见表 1。
表 1 不同情形下的待反演量及测点布置

Cases Unknown variables
Measurement points

TC1 TC2 TC3

Case A h(t) (9Lx/10, Ly/10)  

Case B h(t), q1(t) (9Lx/10, Ly/10) (4Lx/5, 19Ly/20) 

Case C h(t), q1(t), q2(t) (9Lx/10, Ly/10) (4Lx/5, 19Ly/20) (Lx/10, Ly/2)

假定时变对流换热系数为如下三种函数形式：

   2( ) 600 2200 sin π 50 W/(m K)h t t   (33a)



2

2

2

50 600 (W/m K) 44 s
( ) 50 5000 (W/m K) 44 s 70 s

1500W/(m K) 70 s

t t

h t t t

t

   


     


 

(33b)

   0.02 2( ) 600 2000(1 e ) 800sin π 45 W/(m K)th t t     (33c)

边界热流 q1(t)、q2(t)和环境温度 T(t)分别按式(34)(36)给定：

 0.02 2
1( ) 20(1 e ) 10sin π 45 (kW/m )tq t t   (34)

  2
2 ( ) 20sin π 100 (kW/m )q t t (35)

 ( ) 300 60sin π 100 ( C)T t t    (36)

此外，为了模拟真实的测量温度，在仿真试验中，按下式给定热电偶 m 处温度的“测

量值”：

exa( )k k
m mY T   (37)

式中，为区间[-2.576, 2.576]内服从标准正态分布的随机数，为温度测量误差的标准差；

(Tk
m)exa为测点 m 处温度的精确值，在仿真试验时，根据式(33)(36)给定的实际边界条件，

通过求解传热方程组(1)(6)确定。

为了评估本文反演方案的准确性，引入反演结果的均方根误差 S 及相对平均误差：

  
2

exa
1

1 K
k k

k

S z z
K 

  (38)

     
2 2

exa exa
1 1

1 1K K
k k k

k k

z z z
K K


 

   (39)

其中，K 为总时间离散点数；(zk)exa为未知热边界条件 z(t)在 k 时刻的真实值。

利用前述的 BCT-MMAI 方案对边界R 的时变对流换热系数进行反演，并与自适应

顺序函数法(ASFSM)[20]进行比较。数值试验中涉及的正则化参数由文献[28]给定的方法

确定。

本文所有的数值试验均是在同一台计算机（Intel (R) Core (TM) i5-4590 CPU and 4
GB RAM）上运行的。

4.2 边界条件转移多模型自适应反演

取子模型数目 N = 2，对应的子模型集为： = {M1(600), M2(2900)}。取未知量的数

目为 1 (i.e., Case A)，在 = 0 C 和 R = 3 的条件下分别对式(33)所示的时变对流换热系数

进行反演。采用本文 BCT-MMAI 方案获得的反演结果见图 3。
由图 3 可知，对于不同变化形式的时变对流换热系数，本文的 BCT-MMAI 方案均

可以获得良好的反演结果，证明了本文反演方案的有效性。在本文下述的数值仿真试验

中，均取相同的子模型。
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图 3 不同对流换热系数形式下采用 BCT-MMAI 方案获得的反演结果（左）及对应的权系数变化（右）

4.3 待反演量数目的影响

取测量标准差 = 0 C，未来时间步数 R = 2。针对表 1 所示的不同未知量进行反演，

考察待反演量数目对反演结果的影响。采用 ASFSM 和本文 BCT-MMAI 方案获得的反演

结果见图 4；对应的计算时间及反演误差见表 2。
由图 4 及表 2 可知，在给定的条件下，ASFSM 和本文的 BCT-MMAI 方案均能够获

得良好的反演结果。其中，BCT-MMAI 方案在保证反演精度的前提下提高了反演过程的

计算效率。这主要是由于 ASFSM 需要每一时刻对灵敏度系数进行求解，增加了反演过



程的计算量。与之相比，本文的 BCT-MMAI 方案根据各子模型与实际传热系统的瞬时

匹配程度，对各补偿量分量进行加权综合，实现热边界条件的在线反演。由于不需要在

每一时刻对灵敏度系数进行刷新，从而提高了反演过程的计算效率。此外，随着待反演

量数目的增加，两种方案计算效率的对比更加明显。上述研究结果表明，本文的

BCT-MMAI 方案具有良好的自适应能力。
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图 4 热边界条件反演结果：(a) Case A，(b) Case B 和(c) Case C

表 2 不同反演量数目下两种方法的计算时间及反演误差比较

Cases Method
Computing

time (s)

h(t) q1(t) q2(t)

Sh

(W/m2K)
 (%)

Sq1

(W/m2)
 (%)

Sq2

(W/m2)
 (%)

Case A
ASFSM 86.75 3.23 0.15    

BCT-MMAI 61.18 0.84 0.04    

Case B
ASFSM 110.15 3.23 0.15 33.71 0.26  

BCT-MMAI 62.02 0.84 0.04 16.00 0.13  

Case C
ASFSM 136.43 3.24 0.15 33.71 0.26 6.53 0.046

BCT-MMAI 61.60 0.84 0.04 16.00 0.13 0.65 0.005

4.4 未来时间步数的影响



取待反演量的数目为 3 (i.e., Case C)，在 = 0 C 的条件下，分别取 R = 3，R = 5，
R= 10，R = 15 和 R = 20 来讨论未来时间步数的选取对反演结果的影响。不同方法获得

的反演结果见图 5；对应的计算时间及反演误差见表 3。
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图 5 不同未来时间步数时采用 ASFSM（左）和 BCT-MMAI 方案（右）获得的反演结果

由图 5 及表 3 可以看出，当未来时间步数较小时，ASFSM 和 BCT-MMAI 方案均能

够获得较为满意的反演结果。其中，BCT-MMAI 方案在保证反演精度的前提下提高了反

演过程的计算效率。随着 R 的进一步增大，ASFSM 的反演结果逐渐变差，而本文的

BCT-MMAI 方案仍然能够获得满意的反演结果。产生上述结果的主要原因在于，ASFSM



是通过在未来一段时间内对非线性系统进行线性化来实现热边界条件的在线反演。当 R

较大时，增大了非线性系统近似线性化的误差，导致反演结果的精度降低。上述研究结

果表明，本文建立的 BCT-MMAI 方案降低了未来时间步数对于反演结果的影响。

表 3 不同未来时间步数下两种方法的计算时间及反演误差比较

R Method
Computing

time (s)

h(t) q1(t) q2(t)

Sh

(W/m2K)
 (%)

Sq1

(W/m2)
 (%)

Sq2

(W/m2)
 (%)

3
ASFSM 199.54 5.80 0.27    

BCT-MMAI 85.86 0.84 0.04    

5
ASFSM 325.00 13.88 0.65 425.56 3.39  

BCT-MMAI 136.79 0.84 0.04 16.08 0.13  

10
ASFSM 640.09 54.30 2.52 1.94  103 15.87 154.11 1.06

BCT-MMAI 260.40 0.85 0.04 16.27 0.13 0.63 0.004

15
ASFSM 936.56 117.42 5.40 3.77  103 31.44 364.49 2.48

BCT-MMAI 379.50 0.86 0.04 16.48 0.14 0.62 0.004

20
ASFSM 1222.50 192.67 8.82 5.33  103 45.22 648.05 4.36

BCT-MMAI 495.45 0.87 0.04 16.67 0.14 0.61 0.004

4.5 环境温度的影响

由式(10)可以看出，对流换热系数 h(t)对系统温度场的影响还和环境温度 T(t)有关。

因此，环境温度一定程度上反映了系统的非线性程度。这里保持 T(t)的函数形式不变，

即：T(t) = 300 + sin(t/)。通过改变和的取值来考察不同环境温度对反演结果的影

响。仿真试验时给定的其它参数为： = 0 C，R = 5，未知变量的数目为 3 (i.e., Case C)。
图 6 给出了和取不同值时的环境温度变化；图 7 给出了不同方法获得的反演结果；表

4 给出了对应的计算时间及反演误差。
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图 6 不同变化的环境温度
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图 7 不同环境温度时采用 ASFSM（左）和 BCT-MMAI 方案（右）获得的反演结果

由图 6、图 7 及表 4 可知，当环境温度变化较为缓慢（较小的和较大的）时，ASFSM
和本文的 BCT-MMAI 方案均能够获得良好的反演结果。当环境温度的变化较为剧烈（较

大的和较小的）时，ASFSM 的反演结果逐渐变差，而本文的 BCT-MMAI 方案仍然能

够获得良好的反演结果。

产生上述结果的原因在于：变化剧烈的环境温度导致系统输入与输出之间的灵敏度

系数变化剧烈，从而增加了系统的非线性程度。当 R 一定时，较快的环境温度变化增加

了系统近似线性化的误差。因此，ASFSM 的反演结果容易受到环境温度变化的影响。



与之相比，本文的 BCT-MMAI 方案则降低了环境温度对反演结果的影响。

表 4 不同环境温度下两种方法的计算时间及反演误差比较

,  Method
Computing

time (s)

h(t) q1(t) q2(t)

Sh

(W/m2K)
 (%)

Sq1

(W/m2)
 (%)

Sq2

(W/m2)
 (%)

 = 60

 = 50

ASFSM 322.46 13.98 0.65    

BCT-MMAI 136.34 0.86 0.04    

 = 60

 = 5

ASFSM 321.71 246.19 11.53 2.12  103 16.85  

BCT-MMAI 135.40 1.04 0.05 17.92 0.14  

 = 80

 = 10

ASFSM 320.72 102.79 4.81 1.38  103 10.98 33.99 0.24

BCT-MMAI 136.12 1.14 0.05 18.05 0.14 0.56 0.004

 = 100

 = 10

ASFSM 320.97 265.39 12.43 1.69  103 13.41 33.95 0.24

BCT-MMAI 136.96 1.44 0.07 19.52 0.16 0.57 0.004

 = 80

 = 5

ASFSM 323.49 495.78 23.22 2.79  103 22.22 33.94 0.24

BCT-MMAI 136.03 1.49 0.07 20.15 0.16 0.56 0.004
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图 8 不同环境温度时的温度测量信息：(a) TC1，(b) TC2 和(c) TC3

值得指出的是，由图 7 (c)可知，采用 ASFSM 获得的热流 q2(t)的反演结果几乎不受



环境温度的影响。这主要是因为，就本文的研究对象而言，热流 q2(t)离对流换热边界较

远，受环境温度变化的影响较小。为了说明这一点，图 8 给出了不同环境温度下测点处

的温度响应。由图 8 可以看出，TC3 处的温度响应受环境温度变化的影响最小。因此热

流 q2(t)的反演结果几乎不受环境温度的变化而变化。

4.6 测量误差的影响

取未知量的数目为 3 (i.e., Case C)，在 R = 5 的条件下，分别取 = 0.01 C 和 = 0.1 C
来讨论温度测量误差对反演结果的影响。不同方法获得的反演结果见图 9；对应的计算
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图 9 不同测量误差时采用 ASFSM（左）和 BCT-MMAI 方案（右）获得的反演结果



表 5 不同测量误差时两种方法的计算时间及反演误差比较

 (C) Method
Computing

time (s)

h(t) q1(t) q2(t)

Sh

(W/m2K)
 (%)

Sq1

(W/m2)
 (%)

Sq2

(W/m2)
 (%)

0.01
ASFSM 323.14 14.59 0.68    

MMAI 136.94 11.92 0.56    

0.10
ASFSM 324.77 45.03 2.11 4.39  103 34.93 4.44  103 30.98

MMAI 135.95 44.54 2.09 1.83  103 14.55 1.18  103 8.24

时间及反演误差见表 5。
由图 9 及表 5 可知，当温度测量误差较小时，ASFSM 和本文的 BCT-MMAI 方案均

能够获得较为稳定的反演结果。其中，BCT-MMAI 方案在保证反演精度的前提下提高了

反演过程的计算效率。随着温度测量误差的进一步增大，ASFSM 由于偏离了最优的未

来时间步数，反演结果的稳定性降低，反演精度低于本文的 BCT-MMAI 方案。对于

ASFSM 而言，此时需要增大未来时间步数，以便能够较好地抑制测量误差。上述研究

结果表明，本文建立的 BCT-MMAI 方案具有较好的抗干扰能力。

另一方面，由图 9 还可以看出，在不同的测量误差下，对流换热系数 h(t)的反演结

果优于热流 q1(t) 和 q2(t)的反演结果。这是因为，反演过程中 h(t)对测量温度的灵敏度系

数较大，抗干扰能力较强。

5 结 论

本文针对时变对流换热系数的反演问题，提出了一种基于边界条件转移的多模型自

适应反演(BCT-MMAI)方案。利用数值仿真试验分析了待反演量数目、环境温度、未来

时间步数以及温度测量误差对反演结果的影响，并与自适应顺序函数法(ASFSM)进行了

比较，得到以下主要结论：

(1) 本文建立的 BCT-MMAI 方案能够有效反演时变的对流换热系数，解决了一般

MMAI方案反演时变对流换热系数时无法判断线性子模型和实际传热系统瞬时匹配程度

的问题。

(2) 对于非线性传热反问题而言，待反演量数目影响反演过程的计算效率。与

ASFSM 相比，本文的 BCT-MMAI 方案在保证反演精度的前提下提高了反演过程的计算

效率。随着待反演量数目的增加，这种对比结果更加明显。

(3) 环境温度的变化影响对流换热系数的反演结果。与 ASFSM 相比，本文的

BCT-MMAI 方案降低了环境温度对热边界条件反演结果的影响。

(4) 本文的 BCT-MMAI 方案保留了一般 MMAI 方案的优点，即降低了未来时间步

数对反演结果的影响，且对测量误差具有一定的抗干扰能力。
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Spin (magnons)

Lattice vibrations (phonons)

Hot Cold
Electron

Convection

Liquid or gas molecule

Radiation

Photons (electromagnetic waves)

Principal heat carriers
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Quantitatively characterizing the interfacial thermal 
transport
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~50% of the total thermal resistance

IBM Zurich Research Laboratory, https://www.zurich.ibm.com/

What is key point?

F

C

A. Air Cooled Heat Sink

B. Heat Spreader

C. Thermal Interface Materials

D. Chip

E. Substrate

F. Interconnected Bumps

A

D
B

E

https://www.electronics-cooling.com/2006/08/packaging-challenges-for-high-heat-flux-devices/

Crucial challenges in microelectronics
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Up-down approach Bottom-up way

Basic understanding

Example model (toy 
model)

Real interface structure Realistic system

Measurement and 
calculation 

Physical understanding

What do we 
want?

Methodologies for interface transport calculation:

Acoustic mismatch model 
Diffusive mismatch model

Atomistic green’s function   
Wave packet method

Non-equilibrium molecular dynamics    
Equilibrium molecular dynamics

Phys. Rev. B 92, 195205 (2015) 
Phys. Rev. B 92, 115313 (2017) 
J. Appl. Phys. 125, 081101 (2019)

: fast, quantum effects
: inaccurate, elastic, no details

: spectrum, quantum effects
: elastic, small system

: inelastic, large system
: no details, no quantum effect
superlattice (EMD)J. Heat. Transf. 129, 483 (2007) 

Eur. Phys. J. B.  62, 381 (2008) 
Appl. Phys. Lett. 80, 2484 (2002)

J. Phys. 37, 334 (1959) 
Rev. Mod. Phys. 61, 605 (1989) 

How to design the interfacial thermal transport properties?
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TDNMA: time domain normal mode analysis, Phys. Rev. B 79, 224305 (2009)

Validation examples: Application:

Ar-heavy Ar (4 x mass) interface
Phys. Rev. B 92, 115313 (2017)

Frequency domain direct decomposed method (FDDDM) 



A
lg

or
ith

m
-F

D
D

D
M

7

1
3ij ij j ijk j k

k
F u u u    

 

 
     

 
 

( ) ( ) ( )1Re
6 ( ) 2

i j k
ijk

k

v u u d
  





    
   









        
 

  

( ) ( ) ( )1Re
6 ( ) 2

j i k
ijk

k

v u u d
  





    
   





        
 

  

( ) ( ) ( )1Re
6 ( ) 2

i j k
ijk

k

v u u d
  





    
   





         
 

  

( ) ( ) ( )1Re
6 ( ) 2

j i k
ijk

k

v u u d
  





    
   





         
 

  

, 3 ( )S
xQ 

The power of FDDDM：three-phonon scatterings
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Si/Ge interface (300 K)

Zhou and Hu, Phys. Rev. B 92, 115313 (2017)

The power of FDDDM：three-phonon scatterings
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Three-phonons contribution (Si/Ge)

Zhou and Hu, Phys. Rev. B 92, 115313 (2017)

Experimental proof: Nature Commu. 6, 6578 (2015) 

The power of FDDDM：anharmonic contributions

All high-order phonons contribution (Si/Al)

Extension

Xu, Fan, Li and Zhou, Int. J. Heat Mass Transf. 201, 123628 (2023)
Minnich, PRL 107, 095901 (2011); Song, Nat. Commun. 13, 4091 (2022)  
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10 Concluding remarks

1. A computational frame is developed to capture the thermal transport process at interface.

2. Anharmonic phonon scattering process at interface can be quantified.

3. Anharmonic phonon scattering process contributes largely to the thermal conductance.

Interface

Elastic

Inelastic

Temperature

States

Phonon transport

Xu, Fan, Li and Zhou, Int. J. Heat Mass Transf. 201, 123628 (2023)
Zhou and Hu, Phys. Rev. B 92, 195204 (2015); Phys. Rev. B 92, 195205 (2015);  

Phys. Rev. B 92, 115313 (2017)
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11 Issues in interfacial thermal transport

Heat source Heat sink

T(K) T(K)

Position Position

Kapitza resistance Interfacial region thermal resistance

ΔT ΔT

Fourier’s law:
S
xQG

S T



https://en.wikipedia.org/wiki/Thermal_conduction

Real situation

Nonlinear effect
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How does the near interface effect contribute to 
interfacial thermal transport?



N
ea

r i
nt

er
fa

ce
 e

ffe
ct

13 General heat current across the interfaces

Net energy exchange rate

Heat current in NEMD simulations

Full spectral heat current in NEMD simulations



N
ea

r i
nt

er
fa

ce
 e

ffe
ct

14 Physical descriptions

Cross interface channel Near interface channel
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15 Example system: Ar/Heavy Ar interfaces
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16 How it benefits the interfacial thermal transport

Phonon decay (single mode)

Phonon interference
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17 The effect of nonlinear temperature profile

Increase the interfacial interaction

Contribution from near 
interface effect

 Nonlinear effect will increase the interference and scatterings
 The interference and scatterings are offset
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18 Real system: Cu/Si interfaces

Low temperature: harmonic

High temperature: interference 
and scattering

Competition: interference and 
scattering
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19 Concluding remarks

1. Low frequency phonons in the near interface will interfere with phonons cross the

interfaces.

2. High frequency phonons in the near interface will scatter the phonons cross the

interfaces.

3. The contribution from near interface effect is resulted from the competition between

phonon interference and scatterings.

Phonon interference Phonon scatterings
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Application of our algorithm: an example of alloyed 
perovskite
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A (cation): CH3NH3
+, FA+, Cs+

B (metal): Pb2+, Sn2+

X (halide):Cl-1, I-1, Br-1

Alloyed perovskite

Background and motivations
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DSC

T phase

C phase

MAPbBr3 MAPbI3 MAPb(Br0.5I0.5)3

TGA of hybrid halide perovskite

Preparation of samples
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23 Frequency-domain thermoreflectance (FDTR) measurement
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Inductively coupled plasma
mass spectrometry (ICP-MS)

Measured thermal conductivity

22% reduction of TC compared to MAPbI3
42% reduction of TC compared to MAPbBr3

Thermal conductivity
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Depression of frequency-dependent TCSimulated and experimental TC

Spectral thermal conductivity
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Contribution from confinement diffusion of MAATC is lower than TC of NEMD 

Channel from confinement diffusion of MA molecules
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Strain-induced softening of low-frequency phonons 
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28 Concluding remarks

1. The contribution from low-frequency phonons can be suppressed by strain.

2. High frequency phonons can be scattered through alloy.

3. The lattice thermal conductivity can be modulated by ~2.5 times.
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固-固界面接触热阻影响因素的实验研究
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摘要：当前固-固界面接触热阻是影响高热流密度电子设备散热能力的重要因素。本文搭建了一套稳态

接触热阻测试系统，给出了接触热阻的数据处理方法，研究了界面压力和温度、界面材料、气体压力

和种类、热流加载方向对接触热阻的影响。实验结果表明：固-固接触热阻随界面压力、界面温度的增

加而降低；添加铝箔片复合热界面材料后，接触热阻降低了 25%；同时气体介质的种类和压力大小会

对固-固接触热阻产生影响，如当气体压力从 0.06 Torr 增加到 1 atm 时，接触热阻从 1522 mm2K/W 降低

到 462 mm2K/W；此外热流加载方向会对接触热阻产生影响，如 SS316L- Al6061 的配对相较于 Al6061-

SS316L 接触热阻会更大，材料的热导率越大其接触热阻会越低。

关键词：固-固接触热阻， 稳态法， 影响因素， 实验研究

0 前言

当固体表面接触时，表面上的粗糙凸起、离散接触和间隙中的空气会对表面之间的

热传递产生阻力，这在一定程度上限制了热传递，因此产生接触热阻[1]。接触热阻是电

子封装和组装中常见的现象，它对电子元件与安装板之间或安装板与散热器之间的热传

输性能有着根本的影响[2]。由于在电子器件的热设计中，接触热阻通常被经验值所取代，

因此接触热阻的不确定性会导致电子元器件的温度升高，从而降低元器件的运行性能，

影响元器件和设备的可靠性[3]。因此，进一步精确测量接触热阻，是解决高功率密度电

子应用带来的热设计挑战的有效方法[4]。

在过去几十年里，研究人员对接触热阻进行了大量实验研究，Dou[5]测量了不锈钢

样品之间在不同界面温度和粗糙度条件下的接触热阻，Tang[6]对表面粗糙度、温度、压

力对 TC4 和 30CrMnSi 之间接触热阻的影响进行了实验研究，Zhao[7]测试了不同热界面

材料的接触热阻。由于接触热阻影响因素众多，如接触压力、界面温度、材料性质、表

面形貌和涂层、间隙介质、热流加载方向等[8-10]。对于不同的材料种类和实际应用情况，

为了准确的获得各种因素对接触热阻的影响，需要在特定的条件下，对各种不同材料的

样品进行接触热阻的实验测试，根据实验结果拟合出接触热阻的变化规律。

为满足高热流密度电子设备散热需求，本文设计并搭建了一套稳态接触热阻测试系

统，给出了界面接触热阻的数据处理方法。加工 Al6061 和 SS316L 常用材料作为测试样

品，以铝箔片作为界面材料。测量了不同加热功率下，测试系统轴向方向的温度分布，

分析了测试方法的可靠性。在此基础上，测试了不同材料在不同条件下的接触热阻。研



究了界面压力和温度、界面材料、气体压力和种类、热流加载方向对接触热阻的影响。

基金项目：国家自然科学基金（批准号：52076048）资助的课题

1 实验方法

1.1 实验系统

基于 ASTM 5470 标准建立稳态接触热阻测试装置，由加热和冷却系统、测试单元、

热防护单元、气体压力调节系统、接触压力调节系统和数据采集系统组成，如图 1所示。

测试单元由轴向排列的两个样品和两个热流计组成，测量样品放置在上下两个热流计中

间，周围包裹多层金属反射屏，维持测试单元轴向热流的一维性。通过控制顶部加热系

统和底部冷却系统的温度，实现测试单元上的轴向温度梯度分布。通过伺服电机和压力

传感器组成的闭环反馈调节，向测试样品施加轴向的压力加载。上述测试和控制部分由

一个真空腔体封闭，可保持约 1×10
-4
Pa 量级的高真空度。同时，真空腔体与气瓶连接，

将所需要测试的气体通入腔体中，并且通过气体压力传感器和流量控制器，调节腔体内

的气体压力。当测试系统达到稳态时，通过安装在热流计和样品上的热敏电阻测量轴向

温度分布，以此来确定测试样品的界面接触热阻。

图 1 接触热阻测试系统实物图

1.2 测试样品

针对电子设备热控的需求，选取常见的铝合金（Al6061）和不锈钢（SS316L）材料

制备测试样品，同时为了研究界面材料对接触热阻的影响，选取铝箔片 2500 铝箔导热

片作为界面材料，如图 2 所示。Al6061 和 SS316L 均为圆柱状样品，其尺寸为直径 45 mm，

高度 50 mm，铝箔片界面材料的厚度为 0.15 mm。沿着测试样品轴向方向上加工 3 个热

敏电阻的开孔，开孔位置距离界面分别为 2 mm、22 mm、42 mm。由于热敏电阻探头直

径为 0.5 mm，开孔直径 0.6 mm，深度 20 mm。在进行接触热阻测试之前，利用激光共

聚焦显微镜测量接触界面的形貌，如图 3 所示。形貌测量区域为 1 mm×1 mm，空间分辨



率为 1 μm，标尺表示表面形貌测量点的高度。可以看出 SS316L 的形貌高度比 Al6061
的形貌高度低，由于 SS316L 的接触面经过抛光处理，Al6061 的接触面通过研磨工艺加

工，测量得到 Al6061 和 SS316L 表面平均粗糙度分别为 1.63 μm 和 0.24 μm。

图 2 测试样品和界面材料实物：a)铝合金 6061, b)不锈钢 316L, c) 铝箔片复合热界面材料

图 3 测试样品界面形貌表征：a)铝合金 6061, b)不锈钢 316L

1.3 数据处理方法

图 4 表示在定功率加热的测试过程中，当加热体的加热功率改变时，测试部分热流

计和样品上分布的热敏电阻的温度变化的典型过程。当加热功率改变后，上热流计和上

样品的温度迅速升高，然后温度变化趋势逐渐变小，而下热流计和下样品的温度先降低

后升高，由于水冷循环机设置的温度小于环境温度，并且加热体的热量需要经过一定的

时间传递到冷边界上，整个测试部分需要花费 2 个小时左右的时间达到稳态。图 5 给出

了在 90 min 到 120 min 时间段内热敏电阻温度波动的情况，温度波动定义为测量时间点

的温度与该段时间范围内平均温度之间的差值。可以发现上热流计和上样品的温度波动

小于下热流计和下样品的温度波动，由于下热流计需要通过水冷板进行换热。在最后 30
分钟内每个轴向位置的温度波动小于±0.02 K 时，可以认为测试单元达到稳态。

样品接触界面的热流根据上下热流计的平均热流计量：
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式中 km(T2)和 km(T5)是热流计在 T2和 T5温度下的热导率，ΔL1和 ΔL2分别为 T1、T3和 T9、

T11的对应的距离。

样品接触界面的温差根据样品上的温度分布线性外推得到：
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式中 xi 为温度为 Ti的热敏电阻距离接触界面的距离。

由此，测试样品接触界面的热阻为：
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图 4 热边界和冷边界达到稳态过程中典型温度变化过程



图 5 稳态时热边界和冷边界上热敏电阻温度波动

2 测试可靠性分析

2.1 轴向热流的一维性

图 6 给出了不同加热功率下，热流计和样品上热电偶的温度分布。可以看出，热流

计和样品上的温度分布随着位置变化具有很好的一维性，随着加热功率的增加，样品温

度的升高，热流计和样品的温度梯度增加，表示加热功率不断增加。同时样品区域内的

温度梯度小于热流计上的温度梯度，由于样品的 Al6061 的热导率（251 W/m/K）大于钨

铜合金热流计的热导率（216 W/m/K）。此外，样品和热流计接触面之间存在接触热阻，

在 x=0 位置处存在一定的温度跃升，随着加热功率的增加，温度跃升也增大。为了评估

沿轴向的热流的一维性，采用系统热损失作为衡量标准，其定义为两个热流计热流之差

与平均热流之比：
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图 6 测试区域热流计和样品轴向温度分布



表 1给出了不同加热功率下上、下热流计的热流，可以看出，上热流计的热流大于

下热流计的热流，由于热流计和样品周围存在一定的热损失。并且随着加热功率的增大，

轴向热损失也逐渐增大，由于热流计和样品的温度越高，界面温度逐渐增加，其表面和

环境的辐射换热量越大。当加热功率为 68 W 时，轴向热流损失具有最大值为 6.41%，

可以认为在整个温度测量范围内，测试系统近似满足轴向的一维传热。

表 1 轴向热损失误差计算结果

加热功率

（W）

上热流密度

（W/mm2）

下热流密度

（W/mm2）

热损失

（%）

30 0.01380 0.01376 0.31
40 0.01844 0.01810 1.88
55 0.02468 0.02356 4.63
68 0.03113 0.02919 6.41

2.2 重复性测试

为了验证实验方法和不确定度分析的可靠性，在 0.1 MPa 压力下，对 Al6061–Al6061
样品在不同气体压力下（空气）的接触热阻进行了三次重复实验，结果如图 7 所示。测

量结果表明，在相同的加热功率下，三次重复实验中热边界温度变化保持在 2 K 以内。

结果表明，三次重复实验的接触热阻随气体压力的变化趋势是一致的，随着气体压力的

增加，界面接触热阻逐渐降低。最大重复性误差为 4.46%，表明实验方法重复性尚可。

图 7 接触热阻气体压力重复性测试结果（Al6061-Al6061 样品）

3 实验结果与讨论

3.1 界面压力和温度对接触热阻的影响



图 8 界面接触热阻随温度和压力的变化

当界面接触压力和温度改变时，在大气条件下，Al6061-Al6061 和 SS316L-Al6061
样品接触热阻的变化分别如图 8（a）和 8（b）所示。可以看出，对于不同的接触材料，

接触热阻随温度和压力的变化趋势一致，接触热阻均随着界面温度的升高而降低，由于

接触界面之间的气体热导率增加，以及固体 Al6061 材料的热导率增加。同时接触热阻随

着界面压力的增加而降低，并且接触热阻降低的趋势逐渐减小。由于接触界面之间的实

际接触面积占名义接触面积的比例较小（通常小于 2~3%），较高的接触压力使得界面之

间的实际接触面积增加，固体区域的导热热流增大，从而降低接触热阻。当界面温度为

25℃时，随着接触压力从 0.1 MPa 增加到 1.5MPa，Al6061-Al6061 和 SS316L-Al6061 样

品的接触热阻分别降低了 54.8%和 31.64%，由于 SS316L 材料相较于 Al6061 材料具有较

高的硬度，这导致固体接触区域的面积随接触压力的弹塑性变形较小。

3.2 界面填充材料对接触热阻的影响

当讨论界面填充材料对接触热阻的影响时，在大气环境下，同样选取 Al6061-Al6061
和 SS316L-Al6061 作为测试样品，在接触界面之间添加铝箔片复合热界面材料，其接触

热阻随界面压力和温度的变化如图 9 所示。很明显看出，添加界面材料之后，接触热阻

相较于未添加界面材料的接触热阻降低。由于铝箔片界面材料比较柔软，在界面压力作

用下，可以有效改善固-固接触形貌，使得微观接触点与界面材料之间有更多的接触面积，

此外铝箔片复合界面材料相较于空气具有更高的热导率（约 2.5 W/m/K），有效增强界面

传热。此外，随着界面压力的增大，界面材料对接触热阻的影响程度降低，由于较高的

接触压力下，未接触的空气间隙面积占比减小。当界面温度为 25℃和界面压力为 0.1 MPa
时，添加界面材料后，Al6061-Al6061 和 SS316L-Al6061 样品的接触热阻分别降低 25%
和 39%。



图 9 界面填充材料对界面接触热阻的影响

3.3 气体压力和种类对接触热阻的影响

为了讨论气体传热对接触热阻的影响，选用 N2和 He 作为气体介质，当气体压力变

化时，Al6061-Al6061 样品界面接触热阻的变化如图 10 所示。可以看出，在 He 条件下

的接触热阻比 N2条件下的接触热阻低，由于 He 的热导率大于 N2的热导率。此外，随

着气体压力的增加，接触热阻逐渐增大，并且当气体压力从 2 torr 增加到 10 torr 时，接

触热阻出现明显的降低，这是由于接触界面之间的间隙很小（通常为 μm 级），气体压力

较低时会产生稀薄气体效应，当气体压力增大时，气体状态从分子状态到连续状态转变，使

得气体热导率发生显著的变化，因而对接触热阻的影响较大。同时，随着接触压力的增大，

气体压力对接触热阻的影响程度减小，由于固体接触面积的增加，导致气体导热相较于固体

导热热流比例减小。当界面压力为 0.1 MPa 时，气体压力从 0.06 Torr 增加到 1 atm 时，

Al6061-Al6061 样品在 N2 环境中接触热阻从 1522 mm2K/W 降低到 462 mm2K/W，

Al6061-Al6061 样品在 He 环境中接触热阻从 1260 mm2K/W 降低到 289 mm2K/W。

图 10 界面接触热阻随气体种类和气体压力的变化（Al6061-Al6061 样品）

3.4 热流加载方向对接触热阻的影响

为了研究热流加载方向对接触热阻的影响，选取 SS316L- Al6061 和 Al6061- SS316L
作为测试样品，改变材料与热流计的接触方式时接触热阻的变化如图 11 所示。可以看出，



不同测试样品的接触热阻随界面压力的变化趋势一致，并且 SS316L-Al6061 样品具有相

对较高的接触热阻，由于 SS316L 材料与上热流计接触时温度较高，而 SS316L 材料的热

导率随温度的升高而降低，同时 Al6061 材料与下热流计接触时温度较低，且 Al6061 材

料的热导率随温度的升高而增大。此外，Al6061-Al6061 样品的接触热阻相对较低，也

是由于 Al6061 材料的热导率远大于 SS316L 材料的热导率原因。

图 11 热流加载方向对界面接触热阻的影响

4 结论

针对电子设备散热需求，搭建了一种稳态接触热阻测试系统，给出了接触热阻测试

的数据处理方法。选用 Al6061 和 SS316L 此类常用材料作为测试样品，以及铝箔片复合

材料作为热界面材料，通过实验系统测试不同条件下的接触热阻，研究了接触热阻的影

响因素，得出以下结论：

（1）接触热阻随温度的升高而降低，随界面压力的增加而减小，并且随着界面压

力的增大至 1MPa 后，接触热阻的降低趋势减小；

（2）添加热界面材料可以有效降低接触热阻，且在界面压力较低时影响更明显；

（3）气体介质会对固-固接触热阻产生影响，接触热阻随气体压力的增大而减小，

并且由于接触界面稀薄气体效应的影响，当环境气体压力变化到一定程度时，接触热阻

存在显著降低。

（4）热流加载方向会对接触热阻产生影响，材料热导率越大时接触热阻越低。
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摘要：应用温差场均匀性原则对释放上级构形最优的火积耗散率最小“体点”导热构形优化进行改

进，进一步证明了温差场均匀性原则与火积理论的一致性。基于火积耗散率最小的导热构形优化不

仅使“体”内的平均温度更低，而且能够得到更加均匀的温差场分布。通过对比释放上级构形最优

的火积耗散率最小和最大温差最小的优化结果，得到了基于火积耗散率最小和最大温差最小的导热

通道优化设计准则和关系式，以及通过变分原理改进构形优化的思路和方法。

关键词：构形理论；温差场均匀性原则；火积理论；“体点”导热 ；广义热力学优化

0 前言

构建通畅高效的器件至外部冷却器之间的传热通道，将器件产生的耗散废热高效传

递至外部散热器是电子设备热管理的关键[1]，其主要方式包括：填充高导热材料[1,2]、构

建冷却介质通道 [4,5]、预埋或者外贴热管[6,7]等。围绕高传热通道的布置和优化设计已经

开展了大量的研究，方法主要有拓扑优化[8,9]、仿生优化[10]、基于分形理论[11,12]和构形理

论的优化设计[13-15]。

构形理论由 Bejan 教授提出[16]，可以用构形定律[17]表述为：“对于一个沿时间箭头

方向（或为适应生存环境）进行结构演化的有限尺寸流动系统来讲，为流过其内部的‘流’

提供越来越容易通过的路径是决定其结构形成的根本原因。”或可更简单的表述为[18]：

“事物结构源自于性能达到最优。”相对于拓扑优化、仿生优化和分形理论，构形理论将

事物结构的形成与最小作用量原理结合并指导工程实践，在解释事物结构形成的机理上

具有确定性的优势，被广泛应用于自然、工程、社会的各个领域[17,18]。构形理论提出后，

首先应用于研究矩形均匀发热体内的高导热材料优化布置问题，通过多级组合构建树网

结构的高导热通道，使发热体的最大热阻最小。以此为基础，开展了大量的后续研究工

作。针对高导热通道的截面，Ledezma 等[13]提出了可以降低最大热阻的连续变截面高导

热通道模型，并被扩展为离散变截面[19]、连续和离散变截面高导热通道模型[20]。矩形单

元模型被扩展为三角形单元[21]、梯形单元[22]、圆盘模型[23,24]、叶形模型[25]等。树网结构



被扩展为 Fork-shaped[26]、X-shaped[27]、Y-shaped[28]、Psi shaped[29]高导热通道以及释放上

级构形最优的树网结构[30]。导热问题扩展为对流传热[31,32]和辐射传热[33]、多孔介质传热

[34]、纳米和微纳米尺度传[35]。均匀产热问题扩展为非均匀产热问题[36]。 优化目标从最

大热阻最小扩展为火积耗散最小[20,23,30]、熵产生最小[37,38]以及多目标优化问题[39,40]。

温差场均匀性原则最早针对换热器的优化提出[41]，是一个唯象的原则。表述为：当

换热器的传热单元数和热容量流比一定时，换热器的温差场越均匀，其效能越高[42]。

Cheng 等[43]、Fu 等[44]证明了该原则的正确性和有效性。Guo 等[45]提出火积理论，并通过

严格的数学证明得出：区域内最均匀的温度梯度对应于区域最低平均温度。Cheng 等[46]

证明了温差场均匀性原则对其他传热优化问题同样有效，温差场均匀性原则与火积理论

具有一致性。鉴于此，原理上基于火积理论的构形优化问题都适用于温差场均匀性原则。

本文应用温差场均匀性原则对文献[47]提出的释放上级构形最优的火积耗散率最小“体

点”导热构形优化进行改进，简化了基于火积耗散率最小的导热构形优化算法，应用构

形理论验证了温差场均匀性原则与火积理论的一致性，提出了高导热通道优化设计准则

和关系式，得到了改进构形优化的方法和思路。

1 基于温差场均匀性原则的导热构形优化

1.1 单元体

如图 1 所示，将矩形发热体简化为二维模型，区域（ 0H  0L ）内均匀产热，产热率

为 q。矩形的面积 0A 固定，而 0 0/H L 可以变动。发热体的导热系数为 0k ，产生的热流

汇聚到宽为  0D x 的高导热材料中（导热系数为 pk ， 0pk k ），从 0M 点流出， 0A 边界

的其余部分是绝热的。假设 0 0/ 1pk k   （ 0 ,0 0/PA A  ,其中 ,0PA 为高导热材料面积），

0k 材料中导热方向可认为平行于 y 轴，而在 pk 中导热沿 x 轴[13]。显然，高导热通道中热

流密度沿 x 轴方向线性增加，高导热通道应为连续变截面。

图 1 变截面导热通道矩形单元体[13]



考虑图形的对称性，可以只分析 0y  的情况， 0y  的情况可以用 y 替换得到。

0k 材料中温度梯度表达式为：

0

0 2
HdT q

y
dy k

  
   

 
(1)

pk 导热材料中温度梯度表达式为：

 
0

0p

q H xdT

dx k D x


  (2)

按照温差场均匀性原则，沿热流流动方向温度梯度均匀时传热性能最优，或者说温

度梯度为常数时传热性能最优。分析式(1)和式(2)，式(1)中没有可优化温度梯度的变量，

式(2)可以通过改变高导热通道宽度  0D x 使温度梯度为常数。 令式(2)等于常数 C，得到

温度梯度均匀时高导热材料宽度的表达式：

  0
0

p

q H x
D x

k C


  (3)

由  
0

,0 00

L

PA D x dx  和 0 ,0 0/PA A  ，得到

  0
0 0

0

2 H
D x x

L
 (4)

将式(4)代入式(2)，得到

0

02 p

q LdT

dx k 


  (5)

此时高导热通道宽度  0D x 沿 x 轴线性增加。由式(1)和式(5)可以得到按照温差场均

匀性原则优化后的单元体内温差场分布的表达式：

     2 0
0 0 0

0 0

,
2 2M

p

q Lq
T x y T H y y L x

k k 


     (6)

式(6)与文献中[30]以火积耗散率最小为目标的温差场一致。以 0 0H L 为自变量进一

步优化得到的最优长宽比、最小火积耗散率及对应的无量纲平均传热温差为[30]

0 0

0 0

3

popt

H k

L k 

 
 

 
(7)

0

2 2
0

, ,
0 0

3
6h A mm

p

A q
E

k k





 (8)

1/2

0,min 0
0,min

0 0 0

3
6 p

T k
T

q A k k 

 
       

 (9)

此时单元体内的无量纲最大温差最小值为



1/ 2

max 0 0 0
0,min

0 0 0

- 1T =
/ 2

M

p

T T k

q A k k 

  
         

 (10)

式(10)与文献[48]中高导热通道定截面的结果一致，小于文献[13]中以最大温差最小

化的结果 0,min 0 0T 2 9 pk k   。

1.2 第一级构形体

如图 2 所示，将 2 1n （ 1 1n  ）个单元体沿一条新的高导热通道 1D 两侧进行组装，

得到第一级构形体 1A (长 1L ，宽 1H ，面积 1 1 1A H L  )。除 0M 点外，边界上其它部分不与

外界发生热交换。

图 2 第一级构形[49]

根据已有文献的结果，上级构形最优并不会使下级构形更优[30]。对第一级构形进

行优化时，将 0 0H L 和 0 ( )D x 重新作为优化变量。按照温差场均匀性原则， 0 ( )D x 的表达

式不变，可以依据式(6)计算单元体内火积耗散率
0,h AE 

 ：

0

2 2
0 0 0

,
0 0 0 0

1 1
4 3h A

p

q A H L
E

k L k H




 
   

 

 (11)

高导热通道 1D 中，热流密度沿 x 轴方向随着单元体流入节点的增加而离散增加。 1n

个节点将高导热通道分为 1n 段，定义沿 x 轴方向每一段高导热通道的宽度为

1 1 1, 1, 1 1 1, 1, ,n nD D D D， 2， ， 。高导热通道 1D 中的温度梯度表达式为：



 

1,1

1,2

1,3

1, 1 1

1, 1

0

1,1

0
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1 0
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(12)

依据温差场均匀性原则，高导热通道 1D 各分段的温度梯度相等：

1,1 1,2 1 3 1 1D D D D D

T T T T T

x x x x x

             
             

             


， ，n1-1 ，n1

(13)

可得

1,1 1,2 1,3 1, 1 1 1, 1 1 1: : : : : 1: 2 : 3 : : 1:n nD D D D D n n    (14)

依据式(12)和式(14)，得到高导热通道 1D 中的火积耗散率
1,h DE 

 和最大温差值
1max,DT

的表达式分别为
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2 2
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,
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2
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k D
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第一级构造体总的火积耗散率
1,h AE 

 和最大温差
1max, AT 表达式为

1

22 22
0 0 01 1

,
1 0 0 0 0 1,1

1 1
2 4 3 2h A

p p

H L q HA Aq
E

n k L k H k D
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1 0 0 0 0 1 1,1

2 11 1
4 4 2A
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q A H nH Lq A
T

n k L k H n k D

   
     

 
(18)

假设第一级构造体内高导热材料的面积为 ,1pA ，高导热材料占比 1 ,1 1= pA A 。根据高

导热通道 1D 在 1A 中的占比

1

1,1 1
1 0

04D

D n

L
     (19)

得到 1,1D 的宽度为



 0 1 0
1,1

1

4L
D

n

 
 (20)

将式(20)带入式(17)和(18)，并令 0 0a= H L ，得到

 1
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 (21)
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(22)

以 a 为变量对式(21)和(22)优化，得到
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1 1 21
2 4A m

nq A
T

k k n k   

 
   
 
 

  (26)

当 1 optn ， ，
1,h AE 

 和
1max, AT 取得二次优化最小值：

 1

2 2
1

, 2
0 0 1 0

1
4h A mm

q A
E

k k


  







， (27)

 1

1
max, , 2

0 0 1 0

1
2A mm

q A
T

k k   


 

 (28)

1 optn ， 说明高导热通道 1D 的宽度趋向于随 x 轴线性增加，  1D x 可以表示为

    1
1 1 0

1

2 - H
D x x

L
  (29)

此时 0a  ，说明当 0 0 0H L  时，热流在 0k 材料中流动距离越短，一级构造体的

内的火积耗散
1,h AE 

 和最大温差最小值
1max, AT 越小。

当 0 1= 2  时，
1,h AE 

 和
1max, AT 取得三次优化最小值：
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1

,
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p

q A
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1

1
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1
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p

q A
T
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此时 1A 的最佳长宽比  1 1 opt
H L 、无量纲平均传热温差 1,minT  和无量纲最大温差最小

值 1,minT  分别为：

1

1

2
opt

H

L
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1,min
1

1
2

T
k
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1,min
1

1T =
k

 
 (34)

其中 1,minT  与文献[47]中火积耗散率最小的结果一致， 1,minT  与文献[50]中定截面高导热

通道一致，小于文献[47]中最大温差最小化的结果  1,min 1T =8 9k 

1.3 第二级构形体

如图 3 所示，按照构建一级构造体相同的方法，将 2 2n （ 2 1n  ）个一级构造体沿

一条新的导热通道 2D 两侧进行组装，得到第二级构形体 2A (长 2L ，宽 2H ，面积

2 2 2A H L  )。除 0M 点外，边界上其它部分不与外界发生热交换。

第二级构造体内总的火积耗散 , 2h AE 
 为单元体构成的总面积的火积耗散

1 2 0,4h n n AE 
 、高

导热通道 1D 和 2D 的火积耗散
1,h DE 

 和 , 2h DE 
 之和。

图 3 第二级构形体
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(35)

第二级构造体的最大温差表达式 max,A2T 为



   
2

1 0 1 2 1 20 01
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2 1 2 11 1
4 4 2 2A
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(36)

假设第二级构造体内高导热材料的面积为 ,2pA ，高导热材料占比 2 ,2 2= pA A 。按照

式(19)相同的计算方法，得到

 1 0 2 1
2,1

2

4n H
D

n

 
 (37)

将式(20)、(37)和  0 2 2 1A = A 4n n 代入式(35)、(36)，化简得到
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(39)

以 2n 为变量对式(38)、(39)进行优化得到
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显然 1 1,n n a   ， 2,optn 。
2,h AE 

 和
2max,AT 取得二次最小值：
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当 0 1 2=0 = 2  ， 时，第二级构形体退化为第一构形体。
2,h AE 

 和
2max,AT 取得三次最

小值：
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此时 2A 的高导热通道表达式  2D x 、最佳长宽比  2 2 opt
H L 、无量纲平均传热温差

2,minT  和无量纲最大温差最小值 2,minT  与第一级构造体一致。

3 优化结果分析

本文得到的优化结果见表 1，该结果与文献[47]中基于火积耗散率最小的结果一致，

进一步说明了温差场均匀性原则与火积理论的一致性。基于火积耗散率最小的导热构形

优化不仅仅使“体”内的平均温度更低，而且能够得到更加均匀的温差场分布。优化过

程显示，应用温差场均匀性原则可以简化基于火积耗散率最小的“体点”导热构形优化

算法。

表 1 基于温差场均匀性原则的释放上级构形最优的变截面高导热通道构形优化的结果

构形体级数 i ,i optn  i i opt
H L  1i i opt

   ,i optD x
,miniT  ,minTi 

0
0

3
k

0
0

0

2 H
x

L
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0

3 1
6 k
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0

1 1
2 k

 
  
 


1  2 1/2   1
1 0

1

2 - H
x

L
 

1

1
2k 1

1
k

2 级及以上 退化为一级构造体

表 2 为文献[47]基于最大温差最小的释放上级构形最优的变截面高导热通道构形优

化结果，其中无量纲平均传热温差 ,miniT  是根据优化后的构形推导得出。表 3 为基于最

大温差最小和火积耗散率最小的释放上级构形最优的定截面高导热通道构形优化结果

[30]。值得注意的是，当高导热通道为定截面时，释放上级构形最优后，基于最大温差

最小和基于火积耗散率最小得到的最优构形一致。通过对比表 1、表 2 和表 3 的结果，

可知：通过优化高导热通道的截面积  iD x ，得到了更小的平均传热温差 ,miniT  或最大

温差最小值 ,minTi  ；基于最大温差最小的  ,T optD x 不同于火积耗散率最小的  ,h optD x 。

高导热通道的截面积  iD x 是重要的优化变量，有必要进一步分析高导热通道截面

 iD x 对最大温差最小和火积耗散率最小两种不同优化目标的影响。

表 2 基于最大温差最小的释放上级构形最优的变截面高导热通道构形优化结果[47]

构形体级数 i ,i optn  i i opt
H L

1i i   ,i optD x
,miniT  ,minTi 
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3 k

1 2
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31
60k 1
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9 k

2 级及以上 退化为一级构造体

表 3 释放上级构形最优的定截面高导热通道构形优化结果[30]

构形体级数 i ,i optn  i i opt
H L

1i i   iD x
,miniT  ,minTi 

0
0

2

k
0 0H 

1/2

0

1 1
3 k
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1 1
2 k

 
  
 


1  2 1/2  0 1 0-H  
1

2
3k 1

1
k

2 级及以上 退化为一级构造体

构建如图 4 所示一维导热通道模型，热流  q x 通过热导率为 pk 的导热通道由 a 点

传递到 b 点。导热通道的长度为 L，宽度  D x 为变截面，总面积 pA 为定值。假设导热

通道上下边界不绝热，热流密度  q x 沿导热方向变化。

q

( )D x
pk

x

图 4 一维导热通道模型

由傅立叶导热定律得到温差梯度的表达式
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最大温差 maxT 的和火积耗散率
hE 
 的表达式分别为
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由  
0

L

pA D x dx  和式(49)、(50)分别构建拉格朗日函数
T 和

h
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其中
T 和

h 为拉格朗日算子。由拉格朗日乘子法对式(51)和(52)泛函取极值，分别得到

最大温差最小和火积耗散率最小对应的导热通道宽度  D x 表达式
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对应的温差梯度  dT dx 表达式分别为

   
0
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q x q x dxdT
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h opt p p
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 (56)

由式(53)-(56)可以推导出以下高导热通道优化设计准则：

（1）最大温差最小的导热通道宽度   ,T opt
D x 与  q x 成正比，此时温度梯度

  ,T opt
dT dx 同样与  q x 成正比。应用关系式(53)和(55)可以简化基于最大温差最小的

导热通道优化设计。

（2）火积耗散率最小的导热通道宽度   ,h opt
D x 与  q x 成正比，而温度梯度

  ,h opt
dT dx 等于常数。说明无论热流  q x 如何变化，基于火积耗散率最小都能导出最

均匀的温差场。应用关系式(54)和(56)可以简化基于火积耗散率最小的导热通道优化设

计。

（3）当导热通道上下边界绝热，热流  q x 为定值 q时，最大温差最小和火积耗

散率最小具有一致性，最优的结果都是使温差场越均匀越好，此时   = popt
D x A L ，

     = p popt
dT dx q L k A 。

4 结 论

本文应用温差场均匀性原则对“体点”导热构形优化问题进行改进，在释放上级构

形最优的条件下得到了与火积耗散率最小一致的结果，进一步证明了温差场均匀性原则

与火积耗散率最小的一致性。基于火积耗散率最小对“体点”导热问题进行优化不仅仅



是使“体”内的平均温度更低，而是能够得到更加均匀的温差场分布。应用温差场均匀

性原则可以进一步简化基于火积耗散率最小的导热构形优化算法。在此基础上，对基于

最大温差最小和火积耗散率最小的定截面和变截面导热通道构形优化的结果进行对比分

析，指出了高导热通道截面面积的变化是最大温差最小构形和火积耗散率最小构形产生

差异的重要原因，并分析得到了一些高导热通道优化设计准则和关系式：最大温差最小

的导热通道宽度   ,T opt
D x 与  q x 成正比，此时温度梯度   ,T opt

dT dx 同样与  q x 成

正比；火积耗散率最小的导热通道宽度   ,h opt
D x 与  q x 成正比，而温度梯度   ,h opt

dT dx

等于常数；当导热通道中热流  q x 为定值时，最大温差最小和火积耗散率最小是一致

的。

本文的方法和结论可以为其他构形优化问题提供新的思路：针对目标函数和约束条

件构建欧拉-拉格朗日方程，采用变分原理得到优化变量的优化准则，可以简化构形优化

过程。
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摘要：立方氮化硼（cBN）是一种拥有优良电学特性和力学特性的第三代半导体材料，室温下体态单晶

cBN 的导热系数远高于信息产业半导体基石材料硅。然而应用范围更广的二维 cBN 薄膜，目前却少有

对其导热系数的探究。本文利用 3ω 衍生方法测试了室温下厚度在 400nm 左右的 cBN 薄膜导热系数，

确定了其法向导热系数为 5.62 W/m-K, 面向导热系数在 10.6-114 W/m-K 范围内。

关键词：立方氮化硼薄膜，各向异性导热系数，3ω 衍生方法。

0 前言

随着半导体工艺的不断进步，芯片单位面积上集成的电子元件数呈指数上升。与之

而来的问题是短时间内在芯片基底产生并累积大量的热，甚至出现局部“热点”（hot
spots）；同时过高的温度致使芯片性能下降甚至失效。为解决芯片散热的问题，目前常用

的方法主要是是通过外部对流换热对系统整体进行降温，但外部降温功率极大受限于芯

片材料本身的热学性质。因此，寻找一种导热性能与电气性能更好的材料来替代基底，

是工业界一直在研究的方向。

立方氮化硼 (Cubic boron nitride, cBN) 是第三代半导体材料，有着超宽的禁带带隙

以及极高的击穿场强，理论上适用于高电压、高功率的电子器件[1]；同时，cBN 还有着

良好的机械性能，其硬度仅次于金刚石。室温环境下，自然状态的体态 cBN 单晶导热系

数约为 800W/m-K；通过改变硼元素同位素的占比，其室温导热系数甚至超过 1600W/m-
K [2]。相较于室温导热系数约为 150W/m-K 的硅基底，单晶 cBN 的导热系数提升了近

一个量级。

在实际的电子器件应用中，更多的是对二维 cBN 薄膜的需求。然而目前少有对 cBN
薄膜导热系数的测试。因此本文对在硅基底外延生成的 cBN 多晶薄膜的导热系数进行了

测量，通过 3ω 差分方法获取了三明治结构中 cBN 薄膜夹层的法向导热系数，并通过基

于传热的散射矩阵 (Phonon scattering matrix) 方法[3]拟合确定了 cBN 薄膜的面向导热系

数。

基金项目： 国家自然基金面上项目(51776038),



1 测试方法与方案设计

1.1 3ω 衍生方法——宽窄加热器方法基本原理

本文采用传统 3ω 方法的衍生方法对 cBN 薄膜的法向、面向导热系数进行测试。如

图 1a 所示，针对“薄膜——基底”结构的样品，在厚度为ݐ的薄膜表面分别制备出宽度

为 2 ଵܾ、2 ଶܾ ( ଵܾ ≫ ଶܾ)的两个金属加热器。向宽金属加热器通以频率合适的交流电流，热

流完全穿透薄膜层直至基底层，同时保证基底层内的热穿透深度ܮ 远小于硅基底厚度ݐ௦

且远大于金属加热器半宽 ଵܾ，即ݐ௦>>ܮ>> ଵܾ。当宽金属加热器的半宽 ଵܾ和薄膜的厚度ݐ,

薄膜的面向导热系数 ௫݇，法向导热系数 ௬݇满足条件：
భ

௧
ቀ


ೣ
ቁ
.ହ

> 5.5 时，薄膜层内可近

似为一维传热模型[4]，仅与薄膜的法向导热系数 ௬݇相关，热流均匀且竖直向下，等温线

水平平行。而对于窄金属加热器的半宽 ଶܾ，上述条件不再满足。此时薄膜层内的热学模

型为二维模型，不仅与薄膜法向导热系数 ௬݇相关，还与薄膜的面向导热系数 ௫݇相关；同

时，基底层ݐ௦>>ܮమ>> ଶܾ的关系仍然需要满足。因此，理论上通过宽窄两个加热器可以获

取薄膜层的面向、法向导热系数。

图 1 （a）宽窄加热器方法原理图；（b）实验流程图。

1.2方案设计

具体的测试方案如图 1b 所示。cBN 薄膜是通电感耦合等离子体增强化学气相沉积

（ICP-CVD）在 500μm 厚的硅基底上外延生长而得。为避免漏电，首先在 cBN 薄膜层

表面通过原子层沉积(Atomic layer deposition, ALD) 一层电绝缘的氧化铝。接着通过激光

直写和电子束蒸镀工艺，在 cBN 薄膜厚度为 407nm 的样品上制备出宽 50μm 的宽金属

加热器，在 cBN 薄膜厚度为 455nm 的样品上制备宽分别为 50μm、4μm 的宽、窄金属加

热器。向两个宽加热器通以合适频率、幅值的交流电率，记录两个宽加热器各自的三倍

频信号。通过 3ω 差分方法可以获取厚度为 48nm 的 cBN 薄膜的一维热阻数值，从而计

算得出 cBN 薄膜的法向导热系数。接着向窄加热器通以合适频率、幅值的交流电流并记

录相应的三倍频电压信号。对样品进行建模，输入必要的尺寸参数和热学参数，利用基

于传热的散射矩阵方法[3]拟合出 cBN 薄膜的面向导热系数。



2 实验过程与结果

2.1 法向导热系数的获取

首先使用宽加热器获取 cBN 夹层的法向导热系数。根据图 2 内嵌的通过透射电镜-
能谱分析 (TEM-EDS) 而得的元素分布图可知，拥有 cBN 薄膜的样品总热阻ܴ௧,ே ,ଵ可

视为所有热阻串联[5]，表示为：

ܴ௧,ଵ = ܴ,்ି మைయ + ܴ௧,మைయ + ܴ,మைయିே + ܴ௧,ே ,௬,ଵ + ܴ,ேିௌ+ ܴ௧,ௌ, (1)
其中，ܴ,்ି మைయ，ܴ,మைయିே分别表示ܣ ଶ݈ܱଷ和 Ti/cBN 的界面热阻，ܴ௧,మைయ，ܴ ௧,ே ,௬,ଵ

分别表示ܣ ଶ݈ܱଷ薄膜和 cBN 薄膜的一维热阻，ܴ ௧,ௌ表示 Si 基底的二维热阻。同理，没有

cBN 薄膜的样品总热阻ܴ௧,可以表示为：

ܴ௧, = ܴ,்ି మைయ + ܴ௧,మைయ + ܴ,మைయିௌ+ ܴ௧,ௌ，(2)
其中，ܴ ,మைయିௌ为ܣ ଶ݈ܱଷ薄膜和 Si 基底的界面热阻。若仅 cBN 薄膜厚度不同，则两个包

含 cBN 薄膜样品的热阻差∆ܴ௧,ே ,௬为：

∆ܴ௧,ே ,௬ = ܴ௧,ଵ− ܴ௧,ଶ = ܴ௧,ே ,௬,ଵ− ܴ௧,ே ,௬,ଶ =
ଵ

ଶ
(

௧భ

ಳಿ ,
−

௧మ

ಳಿ ,
)，(3)

其中 ,݈ ܾ分别为金属加热器的长度和半宽。由式(3)看出，若求出有着不同厚度 cBN 薄膜

的样品总热阻差值，即可获得 cBN 薄膜的法相导热系数。

图 2 cBN 薄膜法向导热系数测试：不同样品热阻与电流频率关系图。内嵌为不同样品的 TEM-EDS 元

素分布图。

图 2 展示了不同驱动电流频率下，三个样品各自的总热阻。从图中可见，三个热阻

与电流频率对数形式的斜率相同，既证明了该差分法的有效性，也证明了硅基底导热系

数的一致[6]，计算为 ௌ݇= 133±3.94 W/m-K。值得注意的是，此处两个包含 cBN 薄膜的

样品上沉积有不同厚度的ܣ ଶ݈ܱଷ，因此需要进行一次额外的差分实验，即对不包含 cBN
薄膜且沉积不同厚度ܣ ଶ݈ܱଷ层的两个样品进行差分，获得ܣ ଶ݈ܱଷ薄膜的导热系数为

݇మைయ = 1.26±0.01 W/m-K，从而确定 cBN 薄膜法向导热系数为 ݇ே ,௬ = 5.62±1.23 W/m-



K。

根据 Chen 等人的计算[2]， 当室温下声子平均自由程上限从 407nm 上升至 455nm
时，自然状态单晶cBN的累积导热系数(Accumulated thermal conductivity)增加不超过6%；

而本文测试的样品为 cBN 多晶薄膜，因此尺寸效应可忽略不计。

2.2 面向导热系数的拟合

接着使用窄加热器获取 cBN 薄膜面向导热系数。此时 cBN 薄膜内部传热模型不再

近似为一维传热模型，因此需要对包含界面热阻的“多层薄膜——半无限大基底”结构

进行建模，确定其他所有的热学与尺寸输入参数，通过基于传热的散射矩阵[3]拟合出仅

剩的未知量——cBN 薄膜的面向导热系数。

表 1 已知热学输入参数表

参数 值 单位 来源

ௌ݇ 133 W/m-K 本文测试

ௌܥ 1.61×106 J/m3-K Ref. [7]

݇ே ,௬ 5.62 W/m-K 本文测试

ேܥ 2.79×106 J/m3-K Ref. [2]

݇మைయ 1.26 W/m-K 本文测试

మைయܥ 3.12×106 J/m-K Ref. [7]
ܴ,்ି మைయ
ᇱᇱ 3.10×10-9 m2-K/W Ref. [8]

ܴ,మைయିௌ
ᇱᇱ 2.00×10-8 m2-K/W Ref. [9]

表 1 给出了此模型中已知的热学输入参数与来源，其中 cBN 薄膜定体热容选用体态

单晶 cBN 的定体热容来代替。同时经过验证，cBN 薄膜面向导热系数拟合值对其定体热

容的灵敏度不超过 1%。

除表 1 外还有两项暂未确定的热学参数，分别是 cBN 薄膜与ܣ ଶ݈ܱଷ薄膜的界面热阻

ܴ,మைయିே以及 cBN 薄膜与硅基底之间的界面热阻ܴ,ேିௌ。联列式 (1) 和式 (2) 可以

看出：

ܴ௧,ଵ− ܴ௧, = ܴ,మைయିே + ܴ௧,ே ,௬,ଵ + ܴ,ேିௌ− ܴ,మைయିௌ，(4)
等式左端的差值由实验确定，等式右边剩余的参数均已知，因此可以确定两个界面热阻

之和，即ܣ൫ܴ ,మைయିே + ܴ,ேିௌ൯= ܴ,మைయିே
ᇱᇱ + ܴ,ேିௌ

ᇱᇱ = (9.08±1.67)×10-8 m2K/W，

其中ܣ为加热器的有效加热面积。



图 3 cBN 薄膜面向导热系数测试。(a) 不同电流频率下加热器温升实验值与拟合值； (b) 不同

ܴ“,మைయିே下的 ݇ே ,௫拟合值。

图 3a 所示为当取ܴ,మைయିே
ᇱᇱ = 9.08×10-8 m2K/W 时，不同驱动电流频率下加热器温

升的实验值与拟合值，此时 cBN 薄膜的面向导热系数拟合值 ݇ே ,௫ = 121 W/m-K。在拟

合过程中发现， ݇ே ,௫拟合值随ܴ,మைయିே增大而增大，如图 3b 所示。因此分别取

ܴ,మைయିே
ᇱᇱ 的上下限，最终确定 cBN 薄膜面向导热系数拟合值范围为 11.2-121 W/m-K。

图 4 室温条件下测得的 cBN 薄膜面向、法向导热系数，以及与文献中体态 cBN 导热系数对比。

图 4 将本文测得的 cBN 薄膜法向、面向导热系数与体态 cBN 单晶[2]、多晶[10]的
导热系数进行比较。可见，本文所测三明治式结构的 cBN 多晶薄膜导热系数存在明显的

各向异性，室温条件下其法向导热系数远小于面向导热系数，也远小于体态 cBN 单晶/
多晶样品的导热系数。同时，本文所测 cBN 多晶薄膜的面向导热系数范围与体态多晶

cBN 导热系数文献值接近，但都远小于体态单晶 cBN 样品的导热系数。在此种 cBN 薄

膜的生长工艺过程中，理论上需要在硅基底上先后长出几纳米至数十纳米的无定形态

aBN 过渡层以及近似层状结构的 tBN(hBN)过渡层[11]。这些低导热系数的过渡层会降低

测得的 BN 薄膜整体的法向与面向导热系数。然而经过在 TEM 下的观察，测试样品过渡



层的厚度占比不足以支撑 BN 薄膜整体法向导热系数的下降幅度。需要指出的是，本文

仅测试了同批次的两个 cBN 薄膜样品，后续计划对更多批次的 cBN 薄膜样品进行导热

系数的重复测试以确认本文结论。

3 结论

本文测试了室温条件下 cBN 薄膜的各向异性导热系数。通过 3ω 差分方法确定了室

温条件下 cBN 薄膜法向导热系数为 5.62 ± 1.32 W/m-K, 通过基于传热的散射矩阵拟合

确定其面向导热系数处于 10.6-114 W/m-K 区间内。实验结果说明 cBN 薄膜导热系数呈

现出明显的各向异性，且面向导热系数远大于法向导热系数；但其面向导热系数远小于

体态单晶 cBN 样品的导热系数。
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摘要：分光型光伏-热电耦合系统是太阳能研究领域的热点之一，然而当前研究多集中于对分光型系统的

理论优化设计。本文建立了分光型光伏-热电耦合系统实验装置，实验测试了不同截止波长（880 nm、990

nm 和 1100 nm）、热电器件结构和冷却温度条件下的系统性能，并与纯光伏系统性能进行了比较。研究发

现，采用 880 nm 截止波长分频器的耦合系统性能最佳，最高功率为 1.64 W。与相同条件下的纯光伏系统

（1.10 W）相比，耦合利用可将输出功率提升 49.1%。增大热电引脚高度和降低冷却温度均可提升系统性

能，当冷却水温度从 308 K 降低到 278 K 时，系统总功率提升了 20.2%。

关键词：分光；光伏-热电；耦合利用；实验研究

0 前言

光伏-热电耦合系统是一种新型的太阳能利用技术，具有提高太阳能利用效率的潜力，

近年来受到了广泛的关注与研究[1]。根据光伏电池与热电器件的布局方式差异，该系统主

要分为两类：层叠型和分光型[2]。层叠型系统的结构简单，容易实现，拥有比纯光伏系统

更优的性能，因此得到了更多研究。然而由于光伏电池与热电器件直接相连，两者之间的

效率温度特性冲突制约了其效率的进一步提升[3]。分光型系统则通过分频器分离光谱供光

伏电池和热电器件吸收利用，从而更加高效地利用太阳能[4]。

现有的关于分光型光伏-热电耦合系统的研究主要集中于理论可行性的验证和系统优化

设计层面。例如，Yin 等[5]以耦合效率以及与纯光伏系统的效率差为优化目标开展同步优化，

证明了光伏带隙、截止波长、散热性能等因素对系统性能的影响，在热电优值为 1，聚光

比为 1000 时，最高耦合效率为 41.19%，而与纯光伏系统相应的效率差为 5.01%。Eke 等[6]

采用二向色分束器聚光太阳能，对利用钙钛矿/硅叠层型光伏电池的耦合系统展开优化分析，

并在 800 nm 截止波长下，实现了 42%的系统效率，大大高于独立钙钛矿/Si 的 23.6%。

Bjørk 等[7]建立了不同结构的非聚光型光伏-热电耦合系统，在非聚光条件下，分光型系统

相比纯光伏系统，效率的最大增幅为 1.8 个百分点。Ju 等[8]在不同工况下对耦合系统的电

学和热学性能进行了研究，主要对截止波长、冷却效率、聚光比等因素展开分析，提出了

设计分光型耦合系统的指导原则，在聚光比为 770 时，获得了最高 27.49%的耦合效率。

Liang 等[9]建立了带有级联热电模块的分光型耦合系统数值模型，在太阳辐照为 1000 W/m2

时，实现了最高 35%的耦合系统效率。

部分学者也进行了分光型光伏-热电耦合系统实验研究。例如，Alnajidee 等[10]以四个交

叉结构布置的二向色分束器作为分光器，搭建了分光型耦合系统实验装置，相比纯光伏系

统，该系统的总效率提升了 6.3%。Piara 等[11]搭建了两套分光型耦合系统，分别配有冷镜

和热镜两种不同型式的分光器，分析得出了光伏电池和热电器件在耦合系统中的最佳布置

位置，相比装配热镜的系统，冷镜下系统的最大功率输出提升了近 47%。Mahmoudinezhad
等[12]通过实验测试了纯光伏系统，纯热电系统和分光型耦合系统的性能，发现耦合系统的

输出功率最高，验证了分光技术对系统耦合的提升作用。

*基金项目：国家自然科学基金（NO. 52006102）、江苏省自然科学基金（No. BK20200489）



通过以上的分析发现，现阶段对于分光型光伏-热电耦合系统的理论研究和实验研究的

侧重点有所不同，理论研究主要集中于在不同工况下调整影响参数，优化系统性能，从而

得到提高太阳能转化效率的策略；实验研究主要集中于调整系统整体的结构与布局，以及

更换不同器件材料，分析其对提升系统效能的作用。然而，现有的实验研究存在以下几种

问题：（1）忽略了截止波长对系统的影响。各项实验中截止波长的选取多参考于文献中给

出的推荐值且固定不变[13]，而这些文献中对分光型耦合系统的研究主要在于理论层面，缺

少了实验的验证。（2）缺乏关于冷却方式对系统运行的影响的研究。由于热电器件在高温

差下才能表现较好的性能[14]，因此各项试验中冷却方式多采用水冷，冷却水温度的影响却

常常被忽略，然而这个参数会随着周围环境温度的变化而变化，对电池发电效果有很大的

影响[15]。

因此，本文建立了分光型光伏-热电耦合系统的实验装置，实验测试了不同截止波长

（880 nm、990 nm 和 1100 nm）、热电器件结构和冷却温度条件下的系统性能，并与纯光伏

系统性能进行了比较。研究结果对分光型光伏-热电耦合系统后续研究有着重要的指导意义。

1 系统原理

(a) (b)

图 1 系统原理图（a）分光型光伏-热电耦合系统（b）纯光伏系统

图 1（a）所示的是分光型光伏-热电耦合系统的结构图。整个系统由聚光模块、分光模

块、光伏发电模块、热电发电模块等几个主要部分组成。聚光模块的主要作用是将光源聚

焦于电池表面，通常选用菲涅尔透镜；分频器用于将入射太阳光谱按波长的长短分为两部

分，分别投射给 PV 模块和 TEG 模块利用。光伏发电模块中包含光伏电池和热沉两个部件，

光伏电池以光生伏特效应输出电能，热沉散热选取水冷冷却方式，以维持光伏电池的运行

温度在较低水平；热电发电模块主要包含热电器件和热沉，在热电器件的热端涂有太阳能

吸收层，可增强热电器件对透射光的吸收能力，热电器件的冷端连接热沉，通过水冷方式

增大温差，并基于塞贝克效应发电[16]。图 1（b）所示的是用于对照的纯光伏系统，与上述

分光型系统的差异是：分频器更换为反射镜，并去掉了热电发电模块，该系统中入射光全

部供给光伏电池发电。

2 实验系统

2.1 装置

图 2 给出了分光型光伏-热电耦合系统实验装置。利用反光碗内置氙灯的方式模拟平行

入射的太阳光。与氙灯同中心轴布置的有菲涅尔透镜、分频器以及热电器件，按照合适距

离垂直间隔布置。分频器采用镀膜滤光片，以 45°角固定于菲涅尔透镜的透射方向。光伏

电池固定在分频器反射面上，实现耦合发电目的。热电器件固定在系统底部，为增加其吸

热面积，在热端布置一块紫铜板，选择性吸收层涂于板面，可实现高于 95%的全光谱吸收

率。热沉通入冷却水对电池进行降温，冷却水管外接恒温箱，以保证恒定水温。在进行纯



光伏系统实验时，将分频器直接更换为银面反射镜，全光谱能量投射至光伏电池表面利用。

实验中室温恒定在 290 K，以避免空气温度的变化对电池表面对流换热产生影响。实验采

用的主要部件的参数在表 1 中给出。

图 2 分光型光伏-热电耦合系统实验装置

表 1 主要部件参数

部件 材料 尺寸（长×宽×厚） 备注

光伏电池 单晶硅 120mm×120mm×2mm
光伏水冷模块 铝 130mm×105mm×12mm

紫铜板 铜 32mm×32mm×1mm 0.25 mm 厚吸热层

热电电池 碲化铋
15mm×15mm×1.6mm 引脚高度 5 mm
15mm×15mm×2.6mm 引脚高度 15 mm

热电水冷模块 铝 40mm×40mm×12mm

分频器 镀膜石英玻璃 120mm×120mm×2mm 截止波长 880 nm、

990 nm、1100 nm
菲涅尔透镜 PMMA 230mm×230mm×2mm 焦距 326 mm

反光镜 石英玻璃 125mm×25mm×2mm 表面镀银膜

2.2 测试

表 2 给出了采用的测试设备及测量精度。其中，入射光照强度通过激光功率计测量，

温度由 K 型热电偶和数据采集仪测得。实验过程，分别测试光伏表面、热电器件热端和冷

端的温度。光伏电池与热电器件的输出端连接电子负载，并通过扰动观测法进行最大功率

跟踪，从而测得最佳的系统性能。

表 2 相关测量设备参数

设备 测量参数 精度

激光功率计 入射光强 ±0.1W
K 型热电偶 温度 ±0.5℃ 

电子负载 功率 ±0.93%

3 结果与讨论

3.1 不同截止波长下性能比较

首先针对不同截止波长对耦合系统性能的影响展开研究。热电器件选取型号为

1MD06-071-15TEG（以下简称 15TEG）进行实验。由于分光型系统最优截止波长一般在

900 nm 左右[17]，而单晶硅电池光谱响应范围主要位于 1100 nm 之前，因此选择 880 nm、



990 nm、1100 nm 三种截止波长的分频器供变量研究，实验中调节聚光比为 129，冷却水温

度 283 K，流量 3.1 L/min，结果如图 3 所示。

图 3 在不同截止波长系统下测量（a）功率输出（b）温度

由图 3（a）可以看到，光伏电池的输出功率随着分频器截止波长的升高而升高，这是

由于经过分频器反射的到光伏电池的能量逐渐增多，光伏电池所能利用的光谱范围扩大。

然而，由于单晶硅电池的光谱响应范围主要集中于可见光区域[18]，增大截止波长后，光伏

电池的输出功率仅增加了 0.03 W 和 0.1 W，增幅并不太大。因为接收到的长波逐渐减少，

在截止波长为 990 nm 和 1100 nm 的系统中，热电器件输出功率相较于 880 nm 的系统减少

了 0.41 W 和 0.52 W。图 3（b）中的温度变化趋势可以进一步解释这一点，由于冷却水温

的恒定，冷却水流速又相对较快，热电冷端的温度变化小于 1 K，但热端温度变化明显。

作为低温热电器件（工作温度一般处于 300 K-500 K），碲化铋在较小温差下的功率输出能

力有限，但温差较大时，输出功率相比较小冷热端温差时增幅较为剧烈。整体来看，相比

880 nm 的截止波长的系统，990 nm 和 1100 nm 的截止波长的系统热电输出值降幅明显快于

光伏电池输出增幅，因此它们的总输出要低于 880 nm 截止波长的系统，分别下降了 0.38
W 和 0.42 W。此外，虽然将分频器替换为反光镜后光伏电池接收了更多的能量，但较长波

长的能量无法被光伏电池所吸收利用，反而是削弱了光伏电池的发电能力，其输出功率相

比分光型系统最高下降了 0.54 W，降幅为 32.9%。图 3（b）中光伏温度之间的对比可作进

一步解释，将分频器更换为反光镜后，光伏表面温度有所上升，使电池工作在不利条件下
[19]。

图 4 采用 05TEG在不同截止波长下系统各部分的输出功率

随后测试了热电引脚长度为 5 mm 时的系统性能。由于热电引脚长度变短，电池热阻

下降，热电温差大幅降低，由图 4 可见，热电输出值在各截止波长条件下相比上一组实验

分别降低了 0.29 W、0.11 W 和 0.06 W。在截止波长 880 nm 条件下的系统总功率输出仍大

于 990 nm 和 1100 nm 下的输出值，使用分频器的三个系统表现依然强于纯光伏系统，功率



输出比纯光伏系统最高多了 0.25 W。与采用引脚高度为 15 mm 热电的系统相比，采用引脚

高度为 5 mm 热电的系统最高功率降低了 0.29 W，下降了 17.7%，表明较大的热电器件热

阻对于耦合利用更加有利。

综合来看，分频器截止波长决定了进入光伏和热电子系统的能量，成为影响分光型光

伏-热电耦合系统性能的关键因素，热电引脚高度也会对系统输出产生一定影响。随着分频

器截止波长的增大，虽然经过分频器反射到光伏电池的能量逐渐增多，但由于光伏电池的

光谱响应范围主要集中于可见光区域，因此截止波长增大时光伏电池的输出功率增幅较小，

这就使得热电器件输出功率成为系统总功率变化的关键因素。此外，由于较小引脚高度的

热电器件热阻较小，而系统冷却性能较好，热电吸收的热量更容易传递到冷端并被冷却水

带走，从而降低冷热端温差，削弱其输出能力。

3.2 水冷温度的影响

图 5 给出了冷却水温度对分光光伏-热电系统性能的影响。此时聚光比为 116，冷却水

流量为 3.1 L/min。冷却水的温度调节范围在 278 K 到 308 K 之间，与四季容易获取的环境

水温度范围大致吻合。在同样的输入光照条件下，随着冷却水温的降低，热电器件温差迅

速增大，而光伏温度也逐渐降低。当冷却水温度从 308 K 降低到 278 K 时，光伏和热电器

件的功率均增长 0.13 W，系统总功率增长 0.26 W，提升了 20.2%。

降低冷却水温度对系统功率输出的影响主要体现在两方面，一是降低了光伏电池表面

温度且保证其在均匀稳定温度下工作，有效改善了其输出性能；二是降低了热电器件冷端

温度，提升冷却效果，从而将冷热端温差维持在较高水平。因此整体来看，冷却水温度的

降低可以有效提升系统输出功率。

图 5 在不同冷却水温度下测得（a）功率输出（b）热电冷热端温差

4 结论

本文建立了分光型光伏-热电耦合系统稳态实验装置，研究了了截止波长、热电引脚高

度和冷却水温度对分光型光伏-热电耦合系统性能的影响。研究发现：采用 880 nm 截止波

长分频器的耦合系统性能最佳，最高功率为 1.64 W。与相同条件下的纯光伏系统（1.10 W）

相比，耦合利用可将输出功率提升 49.1%。增大热电引脚高度和降低冷却温度均可提升系

统性能。当冷却水温度从 308 K 降低到 278 K 时，系统总功率提升了 20.2%。
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摘要：石蜡具有相变潜热大、化学稳定性强、成本低廉等显著优势，在储热领域具有广阔的应用前景，

但石蜡也存在导热系数低的问题，显著影响其储、放热速率，开展石蜡的热物性强化研究意义重大。

本文通过向石蜡中添加纳米氧化铝颗粒、纳米氧化钛颗粒及二者的混合物，开展相变材料的热物性强

化研究。论文围绕纳米复合相变储热材料的制备、材料的稳定性及热物性参数测量开展了实验研究。

结果表明，三种复合材料的导热系数和比热都得到了提高，当添加质量分数为 1.5%时强化效果最好，

其中，添加三氧化二铝颗粒的液态石蜡导热系数最高，相比基液提高了 29.8%，但复合材料的相变潜

热略有下降。

关键词：纳米颗粒，相变储热，强化传热，热物性

0 前言

相变储热技术工作温度相对恒定，输出温度和能量稳定，储能密度大，在建筑节能、

太阳能蓄热、余热回收等领域具有广阔的应用前景[1]。石蜡作为一种有机相变材料，表

现出许多理想特性，如高潜热、低熔融蒸汽压、化学惰性和稳定性、无毒等，是研究十

分广泛的相变储热材料[2]。和其它相变材料类似，石蜡同样也存在导热系数低的显著问

题，导致热量的储存和释放速度慢、效率低。因此，开展石蜡相变材料的热物性强化研

究非常必要。

添加纳米颗粒是强化相变材料导热系数的有效方法之一，许多研究者对添加不同类

型的纳米颗粒和方法进行了研究。在换热器、冷却系统、润滑、太阳能集热器和微电子

等工程领域的多项研究表明，纳米流体具有改善工业设备传热特性的能力[3-5]。Ho 等[6]

通过非离子表面活性剂将 Al2O3纳米颗粒乳化在石蜡中，制备了嵌入纳米颗粒的相变材

料，研究表明添加纳米颗粒对石蜡的熔化和凝固行为几乎没有影响。Sami 等[7]向石蜡中

添加不同质量分数的 TiO2并以硬脂酰乳酸钠作为表面活性剂，实验测得对于含有 3 wt%
纳米颗粒和表面活性剂的石蜡，导热系数增加了 47.85%。Wang 等[8]向石蜡中添加 γ-

Al2O3，实验结果表明无论是在固态还是液态下，纳米颗粒的添加都对石蜡的导热系数起

到了强化作用。
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与此同时向相变储热材料中添加多元颗粒的研究也逐步得到关注，Hamid 等[9]通过

向水—乙二醇中添加混合纳米 TiO2-SiO2 颗粒，在 1.0%体积浓度下，以不同的颗粒混合

比进行实验，最终在 20:80 的比例下得到了最优的导热系数强化效果，实现了 16%的强

化效果。Pasupathi 等[10]通过向石蜡中均匀分散不同质量百分比的 SiO2-CeO2 混合颗粒，

使石蜡的相对热稳定性和相对导热系数分别提高了 115.49%和 165.56%。Harikrishnan 等
[11]向石蜡中添加不同质量分数(0.25%、0.5%、0.75%、0.1%)的 CuO-TiO2 混合颗粒，由

于混合纳米材料的分散，复合相变材料的升温和降温速率更快。对于具有 1.0%质量分数

的多元纳米材料的复合相变材料，与石蜡相比，熔化和凝固时间分别减少了 29.8%和

27.7 %。

本文选择向石蜡中添加纳米氧化铝颗粒、纳米氧化钛颗粒及二者的混合物，开展相

变材料的热物性强化研究，测试添加不同质量分数时其导热系数、相变潜热、比热和熔

点等物性参数的变化，综合评判此种复合相变材料的储热性能。

1 实验部分

1.1 实验原材料

采用两步法制备多元纳米复合材料，石蜡、氧化铝、氧化钛以及山梨糖醇酐脂肪酸

酯(Span-80)均购自上海阿拉丁股份科技有限公司。其中氧化铝和氧化钛颗粒直径均为

30 纳米，颗粒的形貌如图 1(a)和(b)所示。观察到氧化铝和氧化钛颗粒呈球状，由于纳米

颗粒表面积累了大量的正、负电荷，导致表面原子配位数不足进而表现出强烈的表面效

应，很容易发生聚集而达到稳定状态。在后续的实验中也将采取超声震荡的方式来实现

纳米颗粒在基液中的均匀分散。

(a) 纳米 Al2O3 的 SEM (b) 纳米TiO2 的 SEM (c) 纳米复合相变材料的 SEM

图 1 纳米颗粒形态及复合相变材料扫描电镜图

1.2 纳米颗粒复合相变材料的制备

称取一定质量的石蜡作为相变材料，将不同质量分数(0.5%、1%、1.5%、2%)的 Al2O3、

TiO2 及二者的混合物加入到熔融的石蜡中，其中两种颗粒混合的质量比为 50:50。添加

Span80 作为表面活性剂，Span80 与颗粒的质量比为 1:1[12]。之后将混合材料置于磁力搅

拌器中，在 600 r/min 转速下搅拌 90 分钟，最后再将搅拌后的混合材料在超声波振荡机

中以 40 kHz 的频率振荡 50 分钟，最后制备得到稳定的纳米复合相变材料。复合相变材



料的 SEM 如图 1(c)所示，只有极少数颗粒存在团聚现象，纳米颗粒在石蜡中分散均匀，

符合实验要求。

1.3 导热系数的测量

本文采用瞬态热线法（单线法）来测量纳米复合相变材料液态下的导热系数，测量

装置主要由热导池、恒温水浴、电路系统及数据采集系统构成。其中电路系统及实验装

置如图 2 所示，图 3 为惠斯通电桥电路系统。图 2 中①为稳压电源；②为数据采集器；

③为惠斯通电桥电路；④为热导池；⑤为恒温水浴。

瞬态热线法的理论模型为：在无限大的液态介质中置入无限长、直径无限小的线热

源。其中要求热源具有无限大的导热系数且热容近似为零。当介质与热源处于等温平衡

状态时，以恒定的功率对线热源进行加热，热线便以热传导的方式将热量传递给周围流

体，此时，热线与流体均会产生温升，根据热线的温升速率与液体导热系数之间的关系

式计算导热系数值[14]。由传热控制方程结合边界条件,可得到在加热过程中热线的温升

为:

(1)

式中:r0 为热线半径，m；t 为加热时间，s；q 为供给热线单位长度的功率， W/m；C 为

常数；a 为待测介质的热扩散系数，m2·s-1。利用实验数据得出 的曲线，由曲线

的斜率便可得到待测流体的导热系数。
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图 2 瞬态热线法实验装置 图 3 惠斯通电桥电路系统

本文采用单线法热导池，热导池主体材料选用 316L 不锈钢，高度为 200 mm，内径

为 100 mm，实验中测试的介质可视为无限大。热线选用的是 20 μm 的铂丝。铂丝的电

阻对温度十分敏感，具有准确的电阻温度系数。同时铂丝的导热系数为 71.6W/m·K，

内部热阻远小于周围介质的热阻，为此可将热丝位置处视为点热源。经计算可得铂丝的

热容量为：9.64×10﹣5 J/K，因此热线热容可视为无限小。所采用的热线长度为 110 mm，

当热线长度与直径的比值大于 1500 时，热线可视为无限长。将热线垂直悬挂在热导池

腔体中，电流通过热线产生热量由周围介质的静态导热将热量带走，由温度的连续性可

道，热线外层表面的温度和紧贴热线表面流体的温度相等。

为消除自然对流带来的误差，每次测试时间持续 2-5 秒钟。瞬态热线法的理论模型

并未对加热功率提出特别的要求，本实验在测量时桥路电压差一般在 5-10 mV，对应的



温升为 3-5K，既符合测试设备的精度，又不会使热线温升过高，较快的发生自然对流，

影响测量精度。

为了验证装置的可靠性，本文对经超纯水处理器处理后的纯水导热系数进行了测量，

实验结果如图 4 所示，同一结果下取三次测量的平均值，实验结果重复性均在 1%以内。

将实验值与文献值相比较，纯水的导热系数较 Ramires[15]等测量偏差在±0.5%左右，总的

来说，本实验装置满足精度要求。

图 4 实验测量得到的纯水的导热系数

1.4 熔点、潜热和比热的测量

本文采用差示扫描量热仪(德国耐驰，404C)测量复合相变材料熔点，相变潜热及比

热。所用试样质量为 5 mg，升温速率为 5 K/min，测量的温度范围为 30-90 ℃，保护气

为高纯氮气。采用比较法对比热进行测试，通过对已知比热的标准样品(蓝宝石)与未知

比热的待测样品，计算得到未知样品的比热值。

2 实验结果及讨论

2.1 纳米复合相变材料的导热系数

分别在 70 ℃下，对 Al2O3/石蜡、TiO2/石蜡、Al2O3-TiO2/石蜡三种复合材料的导热

系数进行了测量，质量分数分别为 0.5%、1%、1.5%、2%。测试结果如图 5 和图 6 所示。

研究结果表明，随着纳米颗粒的添加，石蜡复合储热材料的导热系数得到提升，并且三

种材料均在质量分数为 1.5%时达到了最优效果，Al2O3、TiO2及混合颗粒复合相变材料

的导热系数测量值分别为 0.275W/mK、0.251 W/mK 和 0.257W/mK。相较于纯石蜡分别

提升了 29.7%、18.4%和 21.2%。当添加纳米颗粒的质量分数达到 2%时，颗粒开始出现

沉降，复合相变材料的导热系数开始下降。图 7 给出了不同温度下，添加质量分数为 1.5%
纳米复合相变材料的导热系数，在相同温度下，复合材料的导热系数均高于石蜡，并且
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试样的导热系数均随温度的升高而有所降低，这与文献[8]的趋势一致。至今为止对纳米

颗粒对基液导热系数的强化机理尚未得到统一的解释，其中主要有以下几种理论：一是

颗粒的布朗运动在基液中产生微对流，进而提高导热；二是颗粒表面形成的暂态界面层，

与基础流体和固体纳米颗粒不同，界面层不同的热物理性质影响复合材料的导热；三是

纳米颗粒的聚集也有助于提高导热系数，并且与聚集体的尺寸和回转半径有关。

图 5 添加纳米颗粒的石蜡导热系数 图 6 添加纳米颗粒的石蜡导热系数提高比率

图 7 纳米复合储热材料导热系数导热系数随温度的变化

2.2 添加纳米颗粒的石蜡材料的熔点和相变潜热

样品加热的 DSC 图如图 8 所示，可见石蜡及复合材料的相变范围很广。表 1 给出

了综合的 DSC 测试结果。可以看出，由于纳米颗粒的加入，使得石蜡的熔点略有提高。

与纯石蜡相比，复合材料的相变潜热略有降低，其中最为显著的是添加了质量分数为 2%
颗粒的相变材料较纯石蜡降低了 11.41%，但对于添加质量分数为 1%和 1.5%颗粒的相

变材料其潜热降低为 5.1%和 8.8%，在相变材料中加入不熔化的材料会以相同的百分比

降低其相变潜热，这与文献[17]的结果一致。
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表 1 添加纳米颗粒后石蜡的熔点和相变潜热

试样 熔点(℃) 熔化潜热(kJ/kg)
石蜡 45.87 153.4

0.5% Al2O3-TiO2 NP 47.96 151.6

1% Al2O3-TiO2 NP 47.48 145.5

1.5% Al2O3-TiO2 NP 47.47 139.9

2% Al2O3-TiO2 NP 47.19 135.9

图 8 DSC测试曲线 图 9 添加纳米颗粒后石蜡的比热

2.3 纳米复合相变材料的比热

纯石蜡与添加不同质量分数纳米颗粒的石蜡相变材料的液相比热测量值如图 9 所

示，由于显热储存阶段的热能储存密度较低，比热容对总热能储存的影响较小。无论如

何，比热容会影响相变储热材料在储存温度范围内储存总热量的额外效果。可以发现，

随着纳米颗粒的加入，复合材料的比热有所增加，其中添加 1.5%混合颗粒复合相变材料

取得了最好的效果，其比热的测量值为 3.033 KJ/(Kg·K)，与纯石蜡相比提升了 34.67%。

比热容的增加与以下因素有关[19-22]，一是由于体积的膨胀原子间的非简谐振动增强；二

是可能存在的杂质；三是纳米材料的晶格相较于理想晶格具有更大的体积；四是高比表

面能与纳米颗粒单位体积的高表面积。此外，纳米颗粒的形貌也会产生显著影响，因为

尺寸较小的固体纳米颗粒与周围材料之间产生了更大的单位质量界面表面积，从而增加

了界面效应在悬浮液中的作用。固-固或固-液的界面相互作用可能改变表面附近纳米颗

粒的声子谱或声子振动模式，从而改变纳米复合相变材料的比热容。

2.4 纳米复合相变材料的稳定性

本文研究了添加质量分数为 1.5%的复合材料的稳定性，分别测试其循环 50、100、
150、200 次后的相变材料的导热系数，结果如表 2 所示。观察到所有热循环后的导热系

数变化较小。导热系数最大偏差为 3.9%。在更多的热循环后，导热系数的减小趋势逐渐

趋于稳定，因此它们不会对相变储热系统的性能产生明显的不利影响。综合来看，复合



相变材料在高达 200 次热循环下，在导热系数方面表现出很好的稳定性。

表 2 复合相变材料稳定性与循环次数关系

热循环次数 导热系数W·/mK 导热系数减小比率(%)

50 0.254 1.2

100 0.251 2.3

150 0.248 3.5

200 0.247 3.9

3 结论

本文通过向石蜡中添加不同质量分数(0.5%、1%、1.5%、2%)的纳米 Al2O3颗粒、纳

米 TiO2 颗粒及二者的混合物，选用 Span80 作为表面活性剂，制备了复合相变材料，并

进行了热物性参数测试。研究结果表明，三种复合材料的导热系数均得到了提升，并且

在颗粒质量分数为 1.5%时强化效果最好。纳米颗粒的添加降低了石蜡的相变潜热。添加

质量分数为 1.5%混合颗粒的比热较纯石蜡提升了 34.67%，当添加颗粒的质量分数达到

2%时，相变材料的比热开始降低。同时，复合相变材料表现出较好的稳定性。综合来看，

通过向石蜡中添加纳米氧化铝颗粒、纳米氧化钛颗粒及二者的混合物起到了很好的物性

强化效果。
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摘要：本文提出了一种基于聚光分频的太阳能定向制液态碳氢燃料系统，并对其进行了理论建模和热力学

分析。该系统中，聚光太阳能被分频，一方面短波太阳光子被用于光伏发电，所产电能直接驱动质子交换

膜电解槽电解制氢，为二氧化碳加氢制甲醇提供氢源，另一方面，长波太阳光子加热换热工质实现储热，

为二氧化碳加氢反应提供热能并确保反应期间温度稳定，余热供海水淡化/自来水蒸馏、直接空气二氧化碳

捕集等方式获取系统反应原料，从而实现全光谱高效梯级利用的太阳能驱动液态碳氢燃料定向制备。研究

结果表明：砷化镓光伏板的温度为 105℃时系统可获得最大系统㶲效率，为 23.40%，对应产氢量为 2.84L/min，

再循环二氧化碳加氢反应器压力 50bar，反应温度 220℃，碳氢比 1：3 条件下，氢气转化率 68.19%，甲醇

产物选择性 97.90%，甲醇产量为 0.91g/min，太阳能制甲醇的燃料效率为 6.08%。本研究为太阳能助力碳减

排，促进碳中和技术发展提供了一个方案。

关键词：全光谱太阳能,聚光分频,液态燃料合成,系统设计,热力学分析

0 前言

2022 年最新数据显示大气二氧化碳浓度达到 421ppm，比工业化前水平提高 50%以上，

而且这个数据还在不断升高，这会引发一系列极端天气的出现[1]。减少碳排放对环境保护，

应对全球变暖等方面具有重大意义，被认为是实现人类社会可持续发展的必要途径。我国碳

排放居世界第一，外部环境面临巨大国际政治压力。在第七十五届联合国大会上我国提出

“双碳目标”，争取在 2060 年前实现碳中和[2]。为了实现减碳的目的，可以对二氧化碳进行

捕集，封存与利用。捕集封存在短期内可以降低二氧化碳浓度，但从长远来看不符合发展要

求。在利用方面，用氢气作为还原剂，热化学催化还原二氧化碳制备液态碳氢燃料是一个有

效减碳技术路径，热化学催化技术成熟，同时制备的液态燃料也有利于储存和运输。该途径

可以减小二氧化碳的排放，但是反应所需的氢气和驱动反应的热能的来源有待解决。

太阳能作为一种丰富，绿色且不会衰竭的能量，无论应用在发电领域还是在供热领域都

有着广阔的前景和巨大的潜力。但是，传统光伏发电和光热作用忽视了太阳能全光谱波段品

位特性，光伏的响应波段在可见光附近，长波的热能没有实现转化，而纯光热作用将所有的

太阳能转化为热，难以实现高效的光子能量管理与利用。利用光谱分频技术可以将太阳能光

谱能量进行分离，短波光伏响应部分实现光伏发电，长波未响应部分用于集热，将光伏与光



热结合起来，从而实现太阳能能量品位的梯级利用。刘等[3]通过利用太阳能产生中低温热能

转化甲醇重整制氢实现太阳能转化为化学能。杨等[4]人通过透光光伏板实现电能利用以及

光热化学甲醇裂解制氢。朱等[5]和 xing 等[6]通过不同的太阳能分频方式也实现聚光光伏发

电以及光热化学转化的利用。所以太阳能不仅可以通过光伏发电，电解水制氢提供氢源，也

可以通过光热利用为热化学反应提供热能，还可以用于海水淡化，空气捕集获取 CO2，H2O

等原料。

本研究从太阳能全光谱梯级高效利用思路出发，基于液体聚光分频技术，提出一种集光

伏发电，电解水制氢，二氧化碳热催化加氢以及有机工质储热等多功能为一体的新型太阳能

综合利用系统，通过结合抛物线槽式集热器的中低温太阳能利用技术和光谱分裂技术，实现

光伏发电产氢，热化学碳氢燃料制备以及太阳能热能储存过程，并对其进行了理论建模和热

力学分析，验证了该技术在太阳能高效利用与二氧化碳减排领域的潜在实际应用前景。

1 系统设计

太阳能全光谱驱动液态碳氢燃料定向制备系统示意图如图 1 所示，包含以下几个模块：

槽式聚光镜，液体分频/集热器，光伏板组件，PEM 电解槽以及热催化加氢反应器。实际工

作条件下，首先太阳能通过槽式聚光器收集，在集热分频器的作用下被分裂成两部分波段，

匹配光伏的响应光谱波段的光透过分频集热器应用于发电，未透过的部分光能被集热器内的

换热工质吸收，用作热利用能量。太阳能电池发电通过电解槽电解水产生氢气，与二氧化碳

一同进入热催化加氢反应器在催化剂和一定的反应条件下实现甲醇合成。换热工质依次流经

光伏冷却板，液体集热器，通过吸收光伏热化热第一次加热，再通过分频/集热器实现二次

加热。换热工质还可以通过热催化加氢反应器对反应器内升温进行补偿，也可以直接用于海

水淡化、自来水蒸馏以及直接空气二氧化碳捕集进行利用，从而为系统提供反应原料。



图 1 基于聚光分频的太阳能制液态碳氢燃料系统

2 数学模型

图 2 太阳能综合利用系统物质能量流程图

根据太阳能综合利用系统工作原理，绘制物质、能量流程图如图 2 所示，主要包含聚光

分频模块，光伏发电模块，PEM 电解槽电解制氢模块、换热工质集热模块以及二氧化碳热

催化加氢模块。

2.1 聚光分频模块



图 3 聚光分频示意图

聚光分频过程示意图如图 3 所示。槽式聚光器聚光后的太阳能通过一个底端开口复合

抛物面反射镜（CPC）反射后进入液体分频/集热器，液体换热工质通过吸收特定波长能量的

光，将光伏响应能量透过进入光伏板，实现聚光分频的作用。CPC 反射镜的主要作用是匀

光，避免光伏电池因光斑能流分布不均匀导致部分芯片受热失效。

进入系统的太阳能能量平衡方程为[7]：

in,all in,PV in,PT loss,OpticalE E E I   (1)

其中， in,allE 为进入聚光器的太阳的辐射能，其表达式为：

4000

in,all 280
( )G E d   (2)

in,all in,all conE G A  (3)

其中， in,allG 为理论的太阳辐照度， conA 为槽式聚光器的有效辐照面积。

in,PVE 为透过分频/集热器后进入光伏的能量，其表达式为，

2

1

in,act
in,PV PV opt,PV PV

in,all

( )
G

E C E d A
G




       (4)

opt,PV opt,Con opt,CPC splitter PV        (5)

其中， PVC 为光伏电池板的聚光比， PVA 为光伏板的面积， opt,PV 为聚光器、分频器到

光伏板的综合光学效率。 opt,Con 为聚光器的光学效率， opt,CPC 为 CPC 匀光镜的光学效率，

splitter 为集热分频器的透射率， PV 为光伏板的吸收效率， 1 ， 2 分别为分频器反射的上下

限。 为实际当天的阳光辐照度。

in,PTE 为分频后进入集热器的能量，其表达式为，

1

2

4000in,act
in,PT PT opt,PT PT280

in,all

( ( ) ( ) )
G

E C E d E d A
G




           (6)

opt,PT opt,Con opt,CPC PT      (7)

其中， PTC 为集热器的聚光比， PTA 为分频/集热器的面积， opt,PT 为聚光器到集热分

频器的光学效率， PT 为集热器的吸收效率。

in,actG



Opl tos ls, icaI 为系统的光学能量损失，包括聚光镜，分频器和分光镜的光学损失。其表达

式为

loss, loss,Con loss,spOp litter loss,CPCticalI I I I   (8)

2.2 光伏发电模块

光伏发电部分的能量平衡方程如下：

in,PV PV loss,PV Heat,PVE P Q Q   (9)

PVP 为发电量，其表达式为：

PV in,PV PV mod eP E     (10)

其中， PV 是指单块电池效率， mod e 是指整个光伏模块组件的效率。

对于光伏电池来说，光谱响应是可用辐照度与输出短路电流的比值，可表示为

   
/p

e
SR EQE

h c
 


  (11)

e是电子电荷的基本单位。 ph 是普朗克常数。c是真空中的光速。λ是入射波长。聚

光比为 1 时，短路电流密度仅与电池的光谱响应和太阳光谱辐照度有关。
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      (12)

其中， act

in,all

G

G
是当天辐照度与标准 AM1.5 辐照度的比值， opt,PV 是从聚光镜，到分光

镜，分频器，到光伏电池的光学效率， PVC 为聚光比 con

PV

A

A
。

根据与能隙的关系，开路电压为：

,
2

PV ln )
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(13)

其中 gE 为光伏电池的禁带宽度， fn 为二极管理想因子，k 为玻尔兹曼常数， PVT 为

电池工作温度。

填充因子的计算公式为：

 
 

ln 0.72
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其中，

oc,C
oc

PV

e
k
V

v
T

 (15)

ocv 为归一化的开路电压， sr 为归一化的串联电阻。

考虑由于温度对光伏电池性能的影响，光伏电池的的输出功率为：

 PV PV amb oc,C sc,1 PV= 1+ - AP T T FFV J   (16)

 为功率温度系数。

loss,PVQ 为光伏板的能量损失项，包括辐射损失 rad,PVQ ，对流换热损失 conv,PVQ ，为：

loss,PV rad,PV conv,PVQ Q Q  (17)

 4 4
PV PV sky PVrad,PV T T AQ    (18)

 PV PV ac mb PVonv,PV h T TQ A  (19)

bsky am 8T T  (20)

0.250.54air
PV L

PV

k
h Ra

L
 (21)

 2PV

lw
L

l w



(22)

其中， PV 是指光伏板的发射率， 是指玻尔兹曼常数， PVh 为电池板与空气的自然对

流换热系数， airk 为空气导热系数， LRa 为光伏板瑞利数， PVL 为光伏板的特征长度，l为电

池阵列长度，w为电池阵列宽度， PVT ， ambT 分别为电池工作温度，环境温度。 Heat,PVQ 为

光伏板的产生的热能。

2.3 PEM 电解槽电解水模块

电解水产氢在质子交换膜电解槽中发生，其反应式如表 1 所示。用于生产甲醇的氢气通

过 PEM 电解槽制备。PEM 电解槽使用简单，灵活方便，对输入功率响应较快，可以在变化

的负载下运行，相较于碱性电解槽而言，能获得更高纯度的氢气，装置也能在输出较高的产

氢压力，这有利于后续氢气的转化利用[8]。
表 1 在质子交换膜水电解槽发生的反应

电极 反应式



阳极
- +

2 2H O - 2e O + 2H
1
2

 

阴极 + -
22H + 2e H 

反应的能量平衡方程为[9, 10]：

2 2PV H H loss,eleP F LHV Q   (23)

其中，
2HF 是指氢气的产率流量，

2HLHV 为氢气的低热值， loss,eleQ 为产氢过程中的能

量损失。

根据电解槽的标准要求，H2的摩尔流量由有效输入功率确定，相关方程为
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2

0 1
2FHV  (26)

其中，
2H 是指 H2的密度。

2HM 是 H2的摩尔质量。
2

0
HV 是每通道 1C 电荷产生的 H2 的

mol 数。 ELEP 为电解水的有效输入功率，一般等于 PV 输入能量的 50 到 60%电能，较好的

电解槽性能可以达到 85%以上。 ELE 为水电解的法拉第效率。 chaV 为每通道的分解电压。F

是法拉第常数。

2.4 换热工质集热模块

首先换热工质通过光伏板产生的热能加热 Heat,PVQ ，用于给换热工质加热，其表达式为

[11, 12]:

Heat,PV p exc exc,PV,out exc,PV,in( )Q c L T T     (27)

其中， pc 是指换热工质的比热， excL 是指换热工质的流量，是指， exc,PV,inT 和 exc,PV,outT

分别是指换热工质在集热器进出口的温度。

换热工质在集热器内存在以下的能量平衡方程：

in,TH p exc exc,TH,out exc,TH,in loss,THc ( )E L T T Q      (28)

其中， pc 是指换热工质的比热， excL 是指换热工质的流量，是指， exc,TH,inT 和 exc,TH,outT

分别是指换热工质在集热器进出口的温度。

loss,THQ 为分频/集热器的热量损失[11]，其表达式如下：



loss,TH conv,TH rad,THQ Q Q  (29)

其中， loss,convQ 是指分频/集热器的对流换热， loss,radQ 是指分频/集热器对天空的辐射。

2.5 反应器模块

反应器内主要反应是二氧化碳与氢气在催化剂的作用下合成甲醇的反应：

1
2 2 3 2CO +3H =CH OH+H O H=-49.4 kJ mol

反应平衡常数
3eq,CH OHK [13]为：

3eq,CH OH
cal

7059.726exp 24.389K
T

 
  

 
(30)

其中， calT 是指反应器内的催化反应温度。

反应器内还存在以下副反应，逆水煤气反应：

1
2 2 2CO +H =CO+H O H=41.2 kJ mol

反应平衡常数 eq,COK [13]为：

eq,CO
cal

4773.259exp 4.672K
T

 
   

 
(31)

3 性能评价

由于系统存在多种能量与物质的传输形式，为了评价太阳能综合利用系统的热力学性能，

需要有以下几个系统效率综合来评价。首先是太阳能到氢气转化效率，主要是指系统进入的

太阳能能量通过光伏发电，电能通过 PEM 电解槽产生氢气，转化燃料后剩下的氢气效率，

其表达式为：

2 2H ,out H
STH

con opt

F LHV

DNI A






 
 (32)

其中，DNI 是指阳光辐照度，
2HF 是指氢气的产量，

2HLHV 是指氢气的热值。

其次是太阳能到甲醇转化效率，指太阳能经过发电产氢到热化学转化为甲醇的燃料效率，

其表达式为：

3 3CH OH,out CH OH
STM

con opt

F LHV

DNI A






 
 (33)

其中，
3CH OH,outF 是指甲醇的产量，

3CH OHLHV 是指甲醇的热值。

然后是太阳能到一氧化碳转化效率，其表达式为：

CO,out CO
STC

con opt

F LHV

DNI A






 
 (34)



其中， CO,outF 是指一氧化碳的产量， COLHV 是指一氧化碳的热值。

系统的热㶲效率可以由换热工质储热的极限卡诺效率给出[14]，其表达式为：
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Ex
 


(35)

exc,TH,outT 是指换热工质达到的温度， exc,TH,outQ 是指换热工质通过两次加热收集的热能。

是指太阳能输入的㶲能[14]，其表达式为：
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(36)

系统整体的㶲效率为各燃料㶲效率和热能㶲效率的总和，其表达式为：

2 2 3 3

amb
H ,out H CH OH,out CH OH CO,out CO exc,TH,out

exc,TH,out
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solar

(1 )T
F LHV F LHV F LHV Q
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Ex


      


(37)

4 结果与讨论

所使用的槽式聚光镜以及相关模块主要参数如表 2 所示。

表 2 相关模块主要参数

参数 数值 单位

槽式聚光镜抛物面弦长 2550 mm

槽式聚光镜抛物面焦点高度 850 mm

槽式聚光镜长度 3 m

槽式聚光镜反光面反射率 ＞0.95

CPC匀光镜反射率 ＞0.85

分频/集热器玻璃透射率 ＞0.95

电解槽有效输入效率 0.80

换热工质比热 2.31 kJ/(kg∙K)

换热工质密度 1.11 g/cm3

运行环境风速 ＜5 m/s

4.1 聚光分频光热互补利用

光伏产氢主要根据光伏板的外量子效率控制输入光伏板的太阳能，光伏板产生最多的电

能，通过匹配电解槽的输入使得电解槽产生最多的氢气。对于系统来说，燃料生成越多，热

㶲越高，系统性能越好。而燃料生成越多需要发电越多，热㶲越高需要的换热工质的温度越

高。



砷化镓电池由于具有较好的太阳能光谱匹配特性，电池的效率较高，同时具有较好的耐

温性，在各方面性能上都高于硅光伏电池。图 4 给出砷化镓电池和单晶硅电池[15]的外量子

效率图，可以看到砷化镓的光谱响应范围在 300-900nm 之间，硅电池的光谱响应范围在 400-

1100nm 之间。选择 300-900nm 波长的光作为光伏输入，既可以获得较高的光电转化能量，

又较使用硅电池的光谱响应作为光伏输入，可以多分给集热器一部分太阳能。图 5 给出了两

种电池在 AM1.5 的辐照度下，光伏工作温度在两个温度下的系统相应光谱输入及产生的电

能，光伏电池的热能以及集热器接受的热能。可以看到砷化镓电池在较少的能量输入下可以

产生较多的电能。同时由于硅电池的工作温度在 60℃以上产电量就会急剧下降，产生大多

都是较低温度的热能，其㶲能较低，而砷化镓电池的耐温性较好，甚至可以在 250℃的高温

下也有较好的电能输出。

我们对比了两种电池的产电量，图 6 给出砷化镓电池和单晶硅电池的产电量，以及它们

换热工质的㶲能随光伏工作温度的变化示意图，同时还给出了相应的换热工质的流量以及最

高温度变化。可以看到砷化镓电池的产电量随工作温度上升而下降，工作温度从 25℃到 125℃

产电量下降 19%。但与此同时可以看到，换热工质通过利用光伏板的热能一次加热，再利用

集热器二次加热，换热工质的最高温度在随光伏板的工作温度上升而上升，在 105℃左右几

乎达到最大值，但换热工质的流量会随光伏板的工作温度上升而下降。单晶硅电池由于高温

下会对电池板造成损伤，所以没有计算工作温度大于 100℃后的产电量以及换热工质热㶲，

从图 6(b)可以看出，单晶硅电池的电能与热㶲的输出最大值在 50℃到 60℃左右。

图 4 电池外量子效率随波长的变化
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图 5 不同光伏工作温度时系统的能量分布情况

图 6 不同光伏电池产电量与换热工质相关参数变化(a)砷化镓(b)单晶硅(c)砷化镓(d)单晶硅

4.2 热化学二氧化碳加氢制甲醇

甲醇的产率受反应器内的温度，压力及二氧化碳和氢气的碳氢比影响。对于二氧化碳加

氢生成甲醇反应来说，其主要副反应是逆水煤气反应，生成的 CO 会对产物的选择性会有较

大的影响。为了确定反应器内最佳反应条件，需要对其开展热力学模拟。根据反应热力学平

衡常数，图 7 给出二氧化碳加氢制甲醇过程的热力学上限。氢转化率受压力、温度影响显

著，高压低温是有利于 CO2 加氢制甲醇反应进行，兼顾热力学及动力学，反应温度宜选择

200~250℃区间。根据热力学计算，在 20bar 的反应压力下，氢气的转化率小于 20%，在 50bar

的反应压力下转化率小于 40%，反应的转化率和产物选择性都有待提升。受热力学影响，单



程反应器的转化率会存在一定的限制，所以可以通过膜反应器或者再循环反应器实现提升。

而膜反应器运行成本高，所以选择再循环反应器来提高反应在转化率和产物选择性。

图 7 CO2 加氢制甲醇的热力学上限(a) CO2:H2=1:3(b) CO2:H2=1:2 (c)CO2:H2=1:1 (d)CO2:H2=2:1

应用 ASPEN PLUS 软件对反应器内化学反应模块进行模拟，参考文献[16]内容，用化学

平衡反应器设定一个再循环反应器结构如图 8，热力学模型选择 RK-SOAVE 方法。反应物

与未反应的循环气通过混合器进入平衡反应器，兼顾动力学将反应温度选择在 220℃作为最

佳反应温度，反应完后通过气液分离出产物水和甲醇，未反应去气体通过 80%的循环重新进

入反应器，循环比约为 2-3。

图 8 再循环反应器流程图



图 9 再循环反应器反应结果(a)氢气转化率 (b)出口产物比例(c)甲醇选择性(d)单位耗氢放热量

图 9 是再循环反应器反应结果数据。图中给出了不同反应压力和不同进气比例下氢气

转化率，出口产物比例，甲醇选择性以及单位耗氢放热量变化。对比单程反应器的热力学极

限可以看到，再循环反应器的氢气转化率是可以得到明显提升的，在压力为 20bar 的时候氢

气转化率就可以达到 40%以上，极大促进了氢气的转化，50bar 结果显示氢气转化率可以达

到 60%以上。除了氢气转化率外，甲醇的产量和选择性也得到了很大的提升，反应器出口通

过气液分离后得到的甲醇和水，甲醇和水也可以通过沸点的不同进行分离提纯。

根据上述计算发电量的数据，在标准 AM1.5 太阳辐照度下，系统的产氢量为最大为

3.38L/min。根据再循环反应器的结果显示，在反应压力为 50bar，反应温度为 220℃，碳氢

比为 1：3 的反应条件下，甲醇产量最多，太阳能碳氢燃料效率最大。将此反应条件作为反

应器最佳工况点，此时氢气转化率为 68.19%，甲醇产物选择性 97.90%，甲醇产量为 1.09g/min，

太阳能到甲醇的燃料效率为 7.07%。

4.3 能量分布与系统㶲效率分析 

图 10 给出在反应的最佳工况点下，光伏温度在 25℃和 105℃系统的能量流动桑基图。

在砷化镓电池设定温度为 25℃时，可生产的最大甲醇效率为 7.07%，通过换热工质可储存的

热能可达到 75.43%。但是由于换热工质升温不高，由图 6c 得换热工质最高温度为 31℃，实



际上换热工质储存的热㶲并不高。相比下在 105℃时，虽然由于辐射和对流的损失掉一部分

热能，但是能较高的热能，同时制甲醇的效率也还有 6.08%，下降不到 15%。

进一步通过系统评定节定义的公式，系统的㶲能包括两个部分：出口的燃料能量以及换

热工质的热㶲。出口燃料能量又包括生成的甲醇，未反应的氢气和副反应生成的一氧化碳。

对于整个系统来看，产生越多的氢气，氢气到甲醇转化率越高，太阳能到液态燃料的效率越

高。换热工质的在集热器出口的温度越高，换热工质㶲能越高。氢气与甲醇的能量占比主要

与光伏发电产氢和反应器内的反应情况有关，换热工质的热㶲主要与换热工质升高的温度有

关，但是热㶲的上升会导致发电量的下降。图 11 给出在反应器反应压力分别为 20bar，30bar

和 50bar，反应温度为 220℃，碳氢比为 1：3 的反应条件下系统㶲效率随光伏板工作温度变

化。反应压力越高整体的系统㶲效率越高。以砷化镓输出电能最优点来计算，最大的产氢量

下，即光伏温度在 25℃时，根据再循环反应器的结果，在反应器的最佳工况点下，系统的㶲

效率为 11.38%。当选择光伏温度达到 105℃后，系统㶲效率接近最大值，相同反应条件下，

系统的㶲效率值为 23.40%，此时对应产氢量为 2.84L/min，最佳反应工况点下，甲醇产量为

0.91g/min。系统的㶲效率随着光伏板的温度上升而增加，在牺牲一定的产电量的同时，获得

了较高的热㶲，系统整体的㶲效率也提升。



图 10 反应的最佳工况点下不同砷化镓电池温度的能量流动 sankey 图(a)光伏板 25℃(b)光伏板 105℃



图 11 一定反应条件下系统㶲效率随光伏板工作温度变化(a)20bar(b)30bar(c)50bar

4.4 燃料产量变化



在最佳反应条件，即在反应压力为 50bar，反应温度为 220℃，碳氢比为 1：3 的反应条

件下，为了得到实际辐照度下单日的最大甲醇生产量，下图 12 分别给出南京市晴天和多云

天气下最大发电量下计算得到的理论甲醇生产量。图中首先给出了晴天和多云天气下从早上

10 点到下午 5 点太阳的直射辐照度 DNI，通过 DNI 计算得到每分钟通过聚光光伏到电解水

产氢生产的氢气量，再在反应的最佳工况点下，得到单日累计的甲醇生产量。由图可知以 9

月 1 日晴天下的南京市辐照度计算甲醇的生产量可以达到 353.73g，而 9 月 17 日多云天气

下为 108.71g。

图 12 晴天下和多云下的 25℃光伏板的氢气及甲醇的产量图(a)晴天(b)多云

5 结论和展望

5.1 结论

本文提出一种太阳能全光谱梯级高效利用的液态碳氢燃料定向制备系统，通过太阳能光

谱分频实现光伏电解制氢与热催化二氧化碳加氢耦合制甲醇，并构建理论模型进行了热力学

性能分析。热催化二氧化碳加氢制甲醇热力学模拟结果表明，兼顾热力学及动力学，考虑甲

醇产物选择性下，反应压力为 50bar，反应温度为 220℃，碳氢比为 1：3 的反应条件作为最

佳工况点。同时因单程反应氢气转化率偏低，需要使用再循环反应器以提升反应物转化率。

标准 AM1.5 太阳辐照强度下，光伏板温度 25℃，系统的产氢量为最大为 3.38L/min，反应器

最佳工况点下，此时氢气转化率为 68.19%，甲醇产物选择性 97.90%，甲醇产量为 1.09g/min，

太阳能制甲醇的燃料效率为 7.07%，未转化的氢气燃料效率为 3.34%。理论模拟分析发现，

砷化镓电池由于自身良好的耐温性以及更高的光电转化效率，相较于硅电池可以提高系统的

光伏发电量以及换热工质的㶲，在光伏板温度为 105℃可以实现光伏发电量与换热工质㶲总

和最大化，对应系统㶲效率值为 23.40%，此时对应产氢量为 2.84L/min，最佳反应工况点下，

甲醇产量为 0.91g/min，太阳能制甲醇的燃料效率为 6.08%。上述研究成果为太阳能驱动二

氧化碳资源化利用提供一种新的技术路径。

5.2 展望



尽管上述研究为大规模利用太阳能实现碳减排提供的潜在可行方案，但热力学分析结果

表明仍存在较大提升空间：

（1）液态碳氢燃料产物还有待提高。虽然再循环反应器可以提高氢气的转化率，但模

拟结果表明仍有近一半氢气未完全转化。为进一步提升液态燃料产率，未来可以考虑引入甲

醇脱水反应制二甲醚，使二氧化碳加氢向正向进行，从而提高液态产物的产量。

（2）热能利用方式仍需优化。本文以提升光伏板工作温度从而提高换热工质出口温度

的方式增加换热工质的㶲，并以其为评价指标对系统的太阳能综合利用能力进行评价。该评

价结果较实际性能偏高，后续需要明确换热工质储存热量的具体利用方式，如直接空气碳捕

集、有机朗肯循环、海水淡化等，方可对系统的热能利用效率进行准确评价。
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摘要：聚二甲基硅氧烷(PDMS)作为微电子绝缘封装的主要材料之一，迫切需要提高其导热性能以满足更严

苛的使用需求。本文使用不同形貌和粒径的氧化铝(Al2O3)填充 PDMS,详细研究了 Al2O3 形貌、粒径及质量

分数对 Al2O3/PDMS 复合材料导热性能的影响。结果表明，随着 Al2O3 填充量的增加，Al2O3/PDMS 复合材

料的导热性能逐渐增强。在低填充时片状和无规则的 Al2O3/PDMS 复合材料导热性能优于球形 Al2O3/PDMS

复合材料;在高填充时球形的导热性能优于其它两种。使用不同粒径的球形 Al2O3 复配时，填充量 90wt%的

Al2O3/PDMS 复合材料导热系数可达 2.323W/(m·K)。

关键词：氧化铝、填充量、形貌、热导率

Abstract: Polydimethylsiloxane (PDMS), as the main material of microelectronic insulation
package, urgently needs to improve its thermal conductivity to meet the more stringent requirements.
In this paper, different morphologies and particle sizes of alumina (Al2O3) were used to fill PDMS,
and the effects of Al2O3 morphology, particle size and mass fraction on the thermal conductivity of
Al2O3/PDMS composites were studied in detail. The results show that the thermal conductivity of
Al2O3/PDMS composites increases gradually with the increase of Al2O3 filling amount. The thermal
conductivity of flaky and irregular Al2O3/PDMS composites is better than that of spherical
Al2O3/PDMS composites at low filling. The thermal conductivity of the ball is better than the other
two at high filling. When spherical Al2O3 with different particle sizes is used, the thermal
conductivity of 90wt% Al2O3/PDMS composite can reach 2.323W/(m·K).
Keywords：Al2O3、Filler Content、Morphology、Thermal conductivity
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0 引言

随着 5G 技术的普及应用，电子元器件越来越向着微小型化和高集成度方向发展。芯片

性能大幅提升的同时，但热流密度也越来越高[1]。然而，受限于电子器件本身效率，输入电

子器件的近 80%电功率会转化成废热。研究表明，当芯片表面温度达到 70~80℃时，温度每

增加 1℃，芯片可靠性下降 10%[2]。如果不能及时有效地解决电子元器件与设备产生的废热

排散与温度控制问题，将大大影响器件与设备的工作稳定性。因此，电子元器件亟需具有更

好的导热散热性能[3]。

聚二甲基硅氧烷(PDMS)作为一种广泛使用的有机硅热界面材料，具有弹性好、耐热性

高、生物相容性及电绝缘性能好等优点[4]，是目前主流的电子封装材料之一。但是 PDMS 本

体的导热系数较低(约为 0.27W/m·K)，作为电子封装材料，直接应用难以达到散热的作用。

因此，通过有效的手段来提升 PDMS 的导热性能具有非常重要的研究意义。

改善 PDMS 导热性能有效的方法之一是通过添加高导热填料来提高其导热性能。传统

的高导热填料如石墨烯、碳纳米管、氧化锌晶须、碳化硅、氮化铝、氧化铝，都被证明是有

效的填料，可以改善 PDMS 的导热系数。目前，研究的重点主要集中在通过添加填料构筑

三维导热网络、定向排列的导热路径和基体功能化改性提高填料与基体的结合力等方面。

Riccucci 等人[5]通过在 PDMS 中添加镍颗粒和镍包裹的碳纳米管，并进行热固化处理，使镍

颗粒定向排列，进一步增加了 PDMS 的热导率。Qing 等人[6]引入仿生多层多尺度结构到

PDMS 中，用纳米级 MXene 作为保护层 1，Cu2 +配位分子尺度树枝状 PEI 作为保护层 2，所

制备的 PDMS 复合材料在低填充量下表现出高的面外热导率(0.6W/m·K)。李传议等人[7]采用

原位聚合方法对氧化石墨烯进行改性，并将其包覆在聚酰亚胺纤维上，随后通过冷冻干燥和

高温退火处理构建具有双导热通道的三维杂化结构。基于这种结构设计优化， 复合材料在

负载量为 2wt%时，热导率达到 1.57 W/m·K，相比纯 PDMS 提高了 636%。

根据前述可知，目前改善 PDMS 导热性能研究主要集中在寻找新型高导热填料上，而

对填料形貌以及其在聚合物基体中的分布状况对热传导性能影响的研究有限。不同粒径和形

貌的填料可以构建不同的导热通路，因此对复合材料的导热性能产生不同的影响。作为一种

常见的陶瓷导热填料，Al2O3具有良好的电绝缘性、优异的力学性能和良好的稳定性。尽管

Al2O3的热导率相对较低（相比碳基材料和氮化物），但其价格低廉，来源较广，可以大量

填充在聚合物基体中，适用于制备具有高导热绝缘性能的复合材料。吴银才等人[8]研究了不

同体积分数的无规氧化铝（i-Al2O3）对环氧树脂导热系数及其它性能的影响。研究结果表明，

随着 i-Al2O3 体积分数的增加，环氧复合共混体系的粘度逐渐增加，拉伸强度先升后降，热

稳定性逐渐提高，导热性能逐渐增强。当 i-Al2O3 的体积分数达到 45%时，环氧复合材料的

综合性能良好，其导热系数达到了 1.44 W/(m·K)。张岩岩等人[9]用球形、角形和类球形导热

Al2O3 填料按一定比例复配，复配粉体的堆积密度达到 2.69g/cm3，复配粉体添加量可达

92wt%，获得界面材料导热系数为 3.34W/(m·K)。
本研究以球形、片状、无规则形貌的氧化铝和不同粒径的球形氧化铝为主要填料来改善

PDMS 的导热性能，研究 Al2O3形貌、粒径配比和质量分数对于 Al2O3/PDMS 复合材料导热

性能的影响。为填充型导热硅橡胶的制备及其在电子封装散热领域提供一定的借鉴参考。

1 实验部分

1.1 实验试剂与实验仪器

本实验所使用的主要实验试剂与实验仪器如表 1、2 所示。

表 1 实验试剂

Table 1 Experimental reagents

药品 规格 生产厂家

聚二甲基硅氧烷 分析纯（AR） 道康宁



球形氧化铝 纯度≥99.9% 百图高新材料

片状氧化铝 纯度≥99.9% 中科新材

无规则氧化铝 纯度≥99.9% 中科新材

其中聚二甲基硅氧烷（PDMS）分为 A 胶和固化剂 B；片状氧化铝记为 a-Al2O3-40:40μm；

球形氧化铝记为 b-Al2O3，包括三种规格 b-Al2O3-20:20μm，b-Al2O3-40:40μm，b-Al2O3-70:70μm；

无规则氧化铝记为 c-Al2O3-40:40μm。

表 2 实验仪器

Table 2 Experimental instruments

仪器 型号规格 生产厂家

行星搅拌机 5L 华云机械设备制造有限公司

电子天平 T006-13-302 Mettler 江苏科学器材有限公司

真空干燥箱 DZF-6030A 上海精宏实验设备有限公司

鼓风干燥箱 ST-BPG-9100AH 上海精宏实验设备有限公司

平板热压机 PCH-600C 品创科技有限公司

扫描电子显微镜（SEM） S4800 日本日立公司

X 射线衍射仪（XRD） Bruker D8-Advance 德国 Bruker 公司

傅立叶变换红外光谱仪 Nicolet iS20 赛默飞有限公司

激光导热仪 LFA467 德国耐驰公司

智能密度仪 MAY-120S 秒准科技有限公司

旋转粘度计 RV-SSR 上海方瑞仪器有限公司

红外热成像仪 T640 美国 FLIR 公司

1.2 实验过程

Al2O3/PDMS 复合材料的制备过程如下：首先将 Al2O3 置于 100℃烘箱中 2h，以除去

Al2O3 粉体中的水分。然后将不同形貌的或不同粒径复配的 Al2O3 与 PDMS（A 胶）按照一

定比例加入到双行星真空搅拌机中，抽真空后，以 1000r/min 速度搅拌 1h，再加入固化剂 B
继续搅拌 30min，即可得到均匀分散的 Al2O3/PDMS 预聚物。

将上述预聚物置于平板模具中，室温保压 20min，后升温至 120℃，继续保温保压 1h，
然后放入 150℃烘箱中 4h，待其自然冷却后，脱模裁剪得到 Al2O3/PDMS 复合材料。

1.3 测试与表征

采用扫描电子显微镜观察原料 Al2O3的形貌特征及 Al2O3/PDMS 复合材料的截面图；采

用 X 射线衍射仪测试原料 Al2O3的晶型结构；采用傅里叶红外光谱分析 Al2O3/PDMS 复合材

料的成分；采用旋转粘度计测试 Al2O3/PDMS 预聚物的粘度；采用激光热导仪测试

Al2O3/PDMS 复合材料的热扩散系数α；采用密度计测试 Al2O3/PDMS 复合材料的密度ρ；

热导率通过公式（1）计算得出：

K = ρ ∗ Cp ∗α （1）

计算得出，其中 Cp 为复合样品的比热容，假设 Al2O3 与 PDMS 之间仅物理混合，没有

发生微观与亚微观层面的反应或渗透，按公式（2）计算复合材料的比热容：

Cp复合 =
∑Cp୧∗ m୧

∑m୧

（2）

最后采用红外热成像仪对样品在特定加热工况下的升温情况进行了测试，以表征

Al2O3/PDMS 复合材料的实际传热效果。

2 结果与分析

2.1 结构与形貌分析



图 1 (a)片状氧化铝；(b)球形氧化铝；(c)无规则氧化铝；(d)a-Al2O3/PDMS 截面图；(e)b-Al2O3/PDMS 截面

图；(f)c-Al2O3/PDMS 截面图

Fig. 1 (a) platelet alumina;(b) spherical alumina;(c)irregular alumina;(d) cross-sectional view of a-

Al2O3/PDMS;(e)cross-sectional view of b-Al2O3/PDMS;(f)cross-sectional view of c-Al2O3/PDMS

图 1(a)、(b)、(c)分别为片状、球形、无规则 Al2O3 原料，(d)、(e)、(f)分别为片状、球

形、无规则 Al2O3/PDMS 复合材料的 SEM 截面图，Al2O3的填充质量分数均为 60%。从图 1
可以看出，图 1(d)中的 Al2O3的分别最为密集，片状 Al2O3在 PDMS 基体中层层堆积，部分

区域以“片-片”的形式裸露在外，分布较为均匀，PDMS 基体分布在片与片内部之间；图

1(e)中的球形 Al2O3 呈现随机散落分布，部分 Al2O3 藏于 PDMS 基体内，部分分散在 PDMS
基体表面；图 1(f)中无规则 Al2O3 在基体中均匀分布。

图 2(a)为三种不同形貌 Al2O3的 XRD 图谱。从图 2(a)可以看出片状、球形、无规则 Al2O3

都具有良好的晶型结构，在 2θ 为 25.57°、35.14°、37.76°、43.44°、52.54°、57.48°、

61.2°、66.51°、68.19°分别对应 α-Al2O3 的(012)、(104)、(110)、(113)、(024)、(116)、(122)、
(214)、 (300)特征峰，峰强度基本一致，相同的晶型结构有利于探究 Al2O3 形貌对于

Al2O3/PDMS 复合材料导热性能的影响[10]。
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图 2 (a)不同形貌 Al2O3的 XRD 图谱;(b)Al2O3/PDMS 复合材料的红外吸收光谱

Fig. 2 (a)XRD patterns of Al2O3 with different morphologies;(b)Infrared absorption spectra of Al2O3/PDMS

composites

图 2(b)为 Al2O3/PDMS 复合材料的红外吸收光谱图，从图 2（b）中可以看出在 779cm-1

峰位归属于氧化铝的弯曲振动峰，在 1006cm-1 有 Al-O 的拉伸振动峰，1255cm-1 属于 PDMS
的弯曲振动峰位，在 2956cm-1 属于 PDMS 的对称拉伸振动峰位[11]。

2.2 Al2O3形貌对 Al2O3/PDMS 复合材料导热性能的影响



不同形貌 Al2O3/PDMS 复合材料的导热系数如图 3(a)所示。在填充量为 20wt%时，三种

形貌的 Al2O3/PDMS 复合材料导热系数均较低，仅为 0.2W/(m·K)。这主要是由于 Al2O3填充

较少，片状、球形、无规则的 Al2O3 与基质之间未形成有效的导热网络通路，因此对

Al2O3/PDMS 的导热能力影响较小。随着 Al2O3 填充量的增加，Al2O3/PDMS 复合材料的导热

系数均逐步提升。其中片状 Al2O3/PDMS 复合材料的导热系数增长较快，呈线性增加。这可

能是因为片状填料具有较高的径厚比，从而有效搭接面积较大，有利于热量的传导。无规则

Al2O3/PDMS 复合材料的导热系数增速低于片状，优于球形。球形 Al2O3/PDMS 复合材料的

导热系数在低填充(wt≤60wt%)时增速较为缓慢，但随着填充量逐渐增大时，Al2O3/PDMS 复

合材料的导热系数出现了突增，在填充量为 90wt%时可达 1.531 W/(m·K)，这与导热网络形

成的理论相符[12]。

此外，预聚物在固化前的粘度对于复合材料的加工成型工艺影响重大，若粘度过大，加

工难度也大大提高，从而不利于复合材料的成型。图 3(b)显示了不同形貌 Al2O3/PDMS 预聚

物的粘度情况，随着填充量的增加，预聚物的粘度呈现出先减小后增大的趋势，这主要是因

为在加工过程中，聚合物熔体会发生剪切变形和流动，导致其结构松弛时间和有效粘度降低。

Giuntoli 等人[13]基于分子动力学模拟提出的稳态剪切下粗粒聚合物熔体的 α 松弛动力学模

型。剪切作用会导致大分子之间的瞬间缔合发生“解聚”，或者固定的颗粒团簇被破坏。因

此，在 Al2O3填充量较低时，PDMS 与 Al2O3在行星搅拌机的剪切力下，共混物的粘度降低。

然而，随着 Al2O3 质量分数的增加，预聚物的粘度逐渐上升。由于片状与无规则 Al2O3具有

较大的比表面积，当 Al2O3 质量分数在 60%时，预聚物粘度接近 50000Cp。因此，片状填料

和无规则填料填充能力较低。片状颗粒填充体系的流变特性明显依赖于其微观结构的发展，

这通常被归因于颗粒之间表面接触和相互作用程度的增加[14]。相比之下，球形 Al2O3/PDMS
预聚物在 60wt%时粘度仅为 5000Cp，较片状和无规则填料小得多，使得球形填料在高填充

量时仍能保有较好的机械加工性能。此外，预聚物的粘度在填充量较低时提升相对较慢，在

填充达到一定质量分数时，粘度急剧上升。这与形成导热网络，导热系数迅速增加的热域渗

观点相符。
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图 3 (a)不同形貌 Al2O3/PDMS 复合材料的导热系数;(b)预聚物粘度随 Al2O3 填充质量分数变化图

Fig. 3 (a)Thermal conductivity of Al2O3/PDMS composites with different morphologies;(b)Variation of

prepolymer viscosity with mass fraction of Al2O3 filling

图 4 为不同形貌 Al2O3 填料在基体中的分布状况图。从图 4 可以看出，只有在导热填料

的填充量达到一种“临界值”时，填料才能在聚合物基体内相互连通，形成链状和网状结构。

而对于球形填料来说，需要更高的填充量才能使得填料彼此“接触”，形成导热网链。这些

结果表明，填料的形貌对于填料在基体中的分布状况具有重要影响。



图 4 不同形貌填料在基体中分布图：(a)片状；(b)球形；(c)无规则

Fig. 4 Distribution of fillers with different morphologies in the matrix(a)platy;(b)spherical;(c)irregular

通过域渗理论可以解释这一现象[15]，在 Al2O3/PDMS 复合材料中，热流的传导可分为两

种状态，如图 5 所示，基体和填料分别被视为两个热阻，基体导热性较差，因此形成的热阻

较大，而 Al2O3 填料的热阻较小。当 Al2O3 填充质量分数低于域渗转变点时，Al2O3 颗粒无

法形成连通的结构，热流以 Al2O3 颗粒和 PDMS 集合体串联的形式传导，导致在热流方向上

的总热阻很大，从而使得复合材料的导热性较差；然而，当 Al2O3 填充质量分数高于域渗转

变点时，Al2O3颗粒相互连通，热流以 Al2O3 颗粒和 PDMS 集合体并联的形式传递，形成的

热阻显著减小，从而大大提高了复合材料体系的导热性能。

图 5 (a)并联模型，热流方向与界面平行;(b)串联模型，热流方向与界面垂直

Fig. 5 (a)Parallel model, heat flow direction is parallel to the interface;(b)Series model, heat flow direction

perpendicular to the interface

2.3 粒径级配对复合材料导热性能的影响

由于球形粒子的形状相对规整，因此在研究粒径配比对复合材料导热性能的影响时，我

们统一采用球形 Al2O3。选取三种不同粒径（20μm、40μm、70μm）Al2O3粉末，其粒度分布

如图 6(a)所示，从图 6(a) 可知，Al2O3粉体的粒度分布呈现窄、单峰分布的特点和主粒度分

布范围不重叠。
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图 6 (a)球形 Al2O3 粉体的粒径分布;(b)不同粒径配比下 Al2O3/PDMS 复合材料的导热系数

Fig. 6 (a)Particle size distribution of spherical Al2O3 powder;(b)Thermal conductivity of Al2O3/PDMS

composites with different particle size ratios

为研究合理的粒径配比对于复合材料导热性能的影响，设置 4 组不同体系，将 20μm、

40μm、70μm 三种不同粒径的 Al2O3 粉按照表 3 质量百分比制备了 Al2O3/PDMS 复合材料。

具体而言，s1 样品的比例是根据 Dinger-Funk 方程计算得出的[16]，而 s2、s3、s4 编号的样品

则按照三种粒径分别为 1:2:3、1:1:1、3:2:1 的复合配比进行制备。

表 3 不同填料复配体系

Table 3 Different packing system

Number
质量分数 wt%

20μmAl2O3 40μmAl2O3 70μmAl2O3

s1 34.82 15.37 49.81

s2 16.67 33.33 50

s3 33.33 33.33 33.33

s4 50 33.33 16.67

不同粒径配比下的 Al2O3/PDMS 复合材料导热系数如图 6(b)所示。其中 s1 号配比的导

热系数在 90wt%时达到 2.323W/(m·K)，高于其它配比的 Al2O3/PDMS 复合材料的导热系数。

这一结果表明，在相同的填料含量下，合理搭配填充各种粒径的填料可以有效改善复合材料

的导热性能，减少填料与基体之间形成的热阻连接点。采用 Dinger-Funk 方程模型制备的

Al2O3堆积最为紧密，大球占据了基体中绝大多数空间，小球又占据了大球之间的空隙，形

成了大球挨着小球的结构，使得在有限的基体中填料的体积占比最大，在 PDMS 基体中形

成了最好的导热网络。因此，选取合理有效的堆积模型是指导填料填充基体以提高复合材料

导热性能的有效办法。

为进一步探究复合材料的实际散热性能，s1、s2、s3、s4 样品被放置于 LED 芯片与金

属板之间，通过红外热成像仪观察 LED 芯片的温度变化，从而分析不同配比的复合材料样

品的导热和散热性能。测试示意图和发光情况如图 6(a)、(b)所示。 LED 两端所加电压为

31.6V，每 10s 拍摄一次， LED 芯片在相同时间内温度越低，说明传导的热量越多，复合材

料的导热散热性能越好。从图 6可以看出，随着时间的增加，导热复合材料的温度上升，其

中 s1 号样品的 LED 芯片温度上升最慢，说明其热量传导最快，具有最高的导热系数，这表

明适当的填料比例和级配可以提高 Al2O3/PDMS 复合材料的导热性能。



图 7 (a)散热测试示意图；(b)LED 芯片发光情况；(c)LED 芯片温度随时间变化红外光谱图；(d)LED 芯片温

度与时间关系曲线

Fig. 7 (a)Heat dissipation test diagram;(b)LED chip light condition;(c)Infrared spectrum of LED chip

temperature change over time;(d)LED chip temperature and time curve

3 结 论

本研究采用机械搅拌共混和热压硫化的方法制备了 Al2O3/PDMS 复合材料，并研究了不

同形状、粒径大小和填充量的 Al2O3对其性能的影响。研究结果表明，在相同填充量下，片

状 Al2O3 填充的复合材料具有最佳导热性能，而在高填充量情况下，球形 Al2O3填充的复合

材料导热系数最佳。

通过采用 Dinger-Funk 方程模型计算的粒径搭配，得到的复合材料导热系数优于其他配

比，在填充量达到 90wt%时，导热系数可达 2.323W/(m·K)。此外，在高填充量下，片状和

无规则填料的粘度急剧上升，导致加工性能变差。而采用球形填料可以获得更高的填充量，

从而获得更优异的导热性能。

综上所述，本研究通过控制填料形状、粒径和填充量，成功制备了导热性能优异的

Al2O3/PDMS 复合材料。这为进一步应用于散热材料领域提供了有益的参考。
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摘要：第五代通信技术的发展，对高效冷却技术以及均相热界面材料（TIMs）提出了更高的要求。本

文采用真空过滤和自组装工艺成功制备了 CNC 增强 PVA/ PA 改性 h-BNNSs（PVA/(CNC/PA-BNNS）高

均相导热薄膜。自组装过程中，由于内应力作用使得边缘发生翘曲，形成了由纵向翘曲边缘连接的水

平堆叠的 h-BNNSs 组成的 3D 网络结构。该结构使得 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜具有良好的导热性，其

面内和垂直导热系数可分别高达 14.21 和 7.29 W/(m·K)，表现出较高的准各向同性。此外，该复合薄膜

具有优异的透明性、超强的柔韧性、优异的机械强度和电绝缘性，作为 TIMs 能够有效降低器件内 CPU

的运行温度。

关键词：PVA/(CNC/PA-BNNS) 高均相导热薄膜，热传导，高透明，TIMs。

0 前言

随着微纳电子技术的飞速发展，特别是 5G 无线通信技术的快速发展，对高效冷却

技术和高导热材料的需求日益增加[1, 2]。然而，传统金属基材料对高频信号造成严重干扰

在应用中存在局限性[3, 4]。聚合物材料由于其高绝缘性、易加工和良好的柔韧性，是未来

5G 设备中最好的散热候选材料之一 [5-7]。但由于聚合物分子链的纠缠特性，其本征导热

性较差[5]。目前研究中，有效提高聚合物材料导热性的方法之一是在聚合物基体中添加

高导热填料，从而形成有效的传热路径[8, 9]。因此，开发具有优良电绝缘性和显著机械强

度的新型材料作为导热添加剂，以实现聚合物材料高而均匀的导热成为重大挑战之一。

h-BNNSs 具有与石墨烯相似的结构，具备优异的机械强度[10]，化学稳定性[11]，良

好的润滑性以及独特的光学性能[12, 13]。此外，h-BN 还具有较高的固有导热系数[14-16]，

其理论导热系数高达 1700~2000 W/(m·K)[17]，同时具有良好的电绝缘性[18]。这些特性使

得 h-BN 具备在不影响聚合物基材料本身的电绝缘性能的情况下，有效提高其导热系数

的能力。然而，当 h-BNNSs 的填充量过高时，聚合物的机械强度会降低。此外，纯 h-BNNSs
在聚合物基体中会出现团聚现象，从而阻碍导热通道的形成。因此，简单添加 h-BNNSs
并不能满足电子器件的高散热要求。

h-BNNSs 中，B-N 键是离子的一部分，B 和 N 原子分别带正电荷（电子缺陷中心）

和负电荷（富电子中心），使 B 原子容易被亲核基团攻击，而 N 原子则与亲电基团反应
[12, 19]。基于这一性质，大量研究人员通过化学方法对 h-BNNSs 进行改性以改善其与有机



体系的界面相容性[12, 19-21]。例如，Hu 等人开发了一种介电纳米复合纸，其层状 h-BNNSs
由一维（1D）纳米纤维化纤维素连接，具有优异的导热性和优异的机械性能。 然而，

该薄膜的导热系数具有较大的各向异性，其垂直导热系数不超过 5 W/(m·K)[20]。众所周

知，垂直导热系数直接关系到 TIMs 的应用。在电子设备的散热过程中，热源和散热器

之间存在由空气引起的界面热阻。在垂直方向上，降低此类器件的界面热阻将会延长器

件的使用寿命[22]。因此，实现 TIMs 的均相高导热系数对于保证器件的可靠性和延长器

件的使用寿命具有重要意义。然而，导热填料在聚合物基体中的垂直排列需要克服重力

障碍，这比导热填料的水平排列要困难得多。例如，Hong 等人通过模板法构建了一个具

有四面体结构的 h-BNNS 连续阵列，当复合材料中改性 h-BNNS 含量为 16 wt%.时，可

实现 1.15 W/(m·K)的垂直导热系数[8]。此外，Wang 等人还研制了可穿戴设备。用于 3D
打印技术的 h-BN 自支撑复合材料，可实现 2.1 W/(m·K)的垂直导热系数[10]。显然，与

h-BNNSs 的水平布置相比，垂直布置需要一定的模板或借助外部电场/磁场，因此实施起

来比较困难。

因此，本文基于通信技术发展引起的热失效以及高绝缘等对 TIMs 的高要求，采用

真空辅助自组装工艺，制备了具有准各向同性导热性的高透明电绝缘和超柔性纤维素

（CNC）增强 PVA/尼龙 12 改性 h-BNNS 的（PVA/(CNC/PA-BNNS)）薄膜。巧妙地将水

平堆叠PA12功能化的h-BNNS在纵向翘曲边缘连接形成的特殊结构并用CNC进行加固，

解决了复合 TIMs 的垂直方向上的传热受阻问题（垂直导热系数高达 7.29 W/(m·K)）。此

外，发现所得 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜具有良好的透明性、超高柔韧性和电绝缘性能。

PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的这些独特的性能与优良的导热性相结合，使其在实际应用中

作为 TIMs 非常有吸引力。

1 实验部分

1.1 CNC/PA-BNNSs 的制备

图 1 CNC/PA-BNNSs 的制备过程

CNC/PA-BNNS 通过低能球磨和后续低温剥离工艺制备所得。如图 1 所示，在 100 mL
去离子水中加入 1.0 g h-BN、0.15 g PA12和 0.1 g CNC，将该混合液与直径为 3mm和 5mm
的混合氧化锆球放入 PTFE 球磨罐中。球磨速度设置为 300 rpm，时间为 8 h，球磨结束

后收集混合物，以 1000 rpm 离心 10 min 去除较大颗粒。然后取上清液快速冷冻在液氮

中，超声处理直至完全融化。最后，以 2000 rpm 离心 10 min，得到浓度为 12.2 mg/mL
的 CNC/PA-BNNS 悬浮液。

1.2 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的制备



将 5 g PVA 颗粒放入 100 mL 去离子水中，在 80℃下用磁力搅拌器搅拌 3 h，得到

PVA 溶液。搅拌时，在 PVA 溶液中加入一定量的 CNC/PA-BNNS 悬浮液（CNC/PA-BNNS
与 PVA 的质量比分别为 0、1/9、1/4、2/3 和 3/2），继续搅拌 2 h，形成均匀的悬浮液。

然后用孔径为 0.45 μm 的微孔过滤膜真空过滤制备 PVA/(CNC/PA-BNNS)膜。薄膜形成

后，将其放置 10 h，使 CNC/PA-BNNS 完全交联在 PVA 基体中。自组装完成后，在 60℃

烘箱中烘干 12 h。最后，用丁酮仔细去除滤纸，得到 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜。最终

制备的 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜中，CNC/PA-BNNS 的含量分别为 0 wt.%、10 wt.%、

20 wt.%、40 wt.%和 60 wt.%。另外，用相同的方法制备了 h-BN 含量分别为 0 wt.%、10
wt.%、20 wt.%、40 wt.%和 60 wt.%的 PVA/(h-BN)薄膜进行比较。为便于讨论，将不同

CNC/PA-BNNS 或 h-BN 含量的薄膜命名为 PVA/(CNC/PA-BNNS)-X 或 PVA/(h-N)-X（X
表示 h-BN 含量）薄膜。

2 结果与讨论

2.1 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的形貌和结构表征



图 2 制备的 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的表征。（aI-aII）PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜自组装前后示意图

及 SEM 剖面图。（aIII）去除滤纸前 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜照片。（b）PVA/(CNC/PA-BNNS)和（c）

PVA/h-BN 薄膜的典型表面形貌。（d）PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 和（e）PVA/h-BN-40 薄膜的典型截面

形貌。（f-g）PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的表面结构

图 2aI 为 PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜自组装前的示意图和对应的截面图。显然，

CNC/PA-BNNSs 可以通过真空过滤在 PVA 中逐层堆叠，在 PVA 基体中形成纵向翘曲边

缘连接的水平堆叠 h-BNNS 组成的特殊结构。此外，大量的研究已证实，由于外力（机

械、加热等），材料的不同部分之间会有相互作用的内力来抵抗外部影响，并尝试使物体

在变形后的位置恢复到变形前的位置[23-25]。在本工作的自组装过程中，随着水分的流失，

内应力会导致 CNC/PA-BNNSs 向平衡状态发生某些变形，如折叠、弯曲或收缩等[23-26]。

在水分蒸发过程中，会出现材料内部模量的差异，为了降低表面能达到平衡状态，材料

会自发收缩或弯曲和折叠[27]。这种折叠和弯曲可以自然地“填补”复合基体中纳米片之

间的空隙，从而降低内部界面的热阻，并在垂直方向上实现一定的导热性。此外，显示

纤维材料自然缠绕特性的物理连接 CNC 可进一步加强和稳定结构（图 2aII）。这种特殊

的结构可以在材料发生变形后依旧使得声子实现沿 h-BNNS 的稳定传输。

图 2b 和 c 分别显示了为 PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 和 PVA/(h-BN)-40 薄膜表面的

SEM 图像。直观地可以看出，PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 膜的表面比 PVA/(h-BN)-40 膜的

表面更平坦，更均匀且光滑，而后者的膜表面有很多突起部分。相应地，

PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜的横截面 SEM 图像（图 2d）也显示了均匀的絮凝层结构，

而 PVA/(h-BN)-40 薄膜的横截面 SEM 图像（图 2e）则显示出团聚和不均匀的断层结构。

此外，薄膜的导热系数还与薄膜的表面粗糙度有关[28]。为了定量研究表面粗糙度对导热

系数的影响，研究人员通过拓扑结构模拟研究了 TIMs 表面粗糙度与导热系数的关系，

发现垂直热导率随 TIM 粗糙度的增加而降低[29]。也就是说，高表面粗糙度会导致声子散

射，不利于声子输运，反之亦然[28]。此外，对于 TIMs，在最终应用中，如果表面粗糙

度较大，则薄膜和器件之间会有更多的空气，这将在垂直传热方向上产生更多的空气热

阻，从而导致散热的阻塞（图 3）。

图 3 不同表面粗糙度的 TIMs 组合及应用界面示意图

基于上述原因，采用 AFM 表征研究了 PVA/(CNF/PA-BNNS)-40 薄膜的粗糙度。图

2f 和 2g 显示了 PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜表面的 AFM 形貌，其扫描面积为 1 μm。

PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜的微粗糙度仅为 1.72 nm。因此，可以得出结论，真空辅助

过滤过程可以生产出光滑，稳定和有序的 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜用于热管理。



2.2 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的基本性能

图 4 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的基本性能。不同 CNC/PA-BNNS 含量的 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜

的（a-c）光学图像，（d）应力-应变曲线和（e）体积电阻率

2.2.1 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的透明度

如图 4a 所示，获得的 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜具有良好的透明度。尽管如此，随

着 CNC/PA-BNNS 含量的增加，PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的透明度虽略有减弱，但所用

参考物（红玫瑰）的细节仍然可以清楚观察到。

2.2.2 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的力学特性

图 4b 显示了对 PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 和 PVA/(CNC/PA-BNNS)-60 薄膜的柔性测

试（折叠和扭曲）。显然，PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜经过折叠或扭曲后完全恢复而不发

生断裂，这表明 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜具有超强的柔韧性。图 4c 显示了在室温拉伸

过程中观察到的 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜力学性能的变化。与纯 PVA 薄膜相比，随着

CNC/PA-BNNS 含量的增加，PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的伸长率显著提高，而拉伸强度

没有显著降低。需要注意的是，PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜的最大抗拉强度为 46.9
MPa，延伸率可接近 50 %。此外，进一步增加 CNC/PA-BNNS 含量（60 wt.%）会导致

拉伸强度和伸长率明显下降。因此，CNC/PA-BNNSs 的添加应控制在适当的范围内，以

获得性能最佳的薄膜。此外，CNC 在纳米片上的物理吸附将进一步促进 PA-BNNS 之间

的交联，提高 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的伸长率。

2.2.3 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的绝缘性能



PVA/(CNC/PA-BNNS)和 PVA/(h-BN)薄膜的体积电阻率也如图 4d 所示，结果表明，

PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的体积电阻率均超过 3.50 × 10-8 Ω•cm。与纯 PVA 膜相比，

PVA/(CNC/PA-BNNS)膜的体积电阻率随膜中 CNC/PA-BNNS 的增加而略有下降，这可能

是由于 CNC 含量增加所致。

基于上述讨论，所获得的 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜具有高透明度、超柔韧性、优

异的机械强度和电绝缘性能，作为复杂形状的电气设备的 TIMs，特别是对于未来需要透

明度和绝缘的工作条件，显示出广阔的潜力。

2.3 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的导热性能

图 5a 和 d 分别给出了 PVA/(CNC/PA-BNNS)和 PVA/(h-BN)薄膜的面内和垂直导热

率。图 5b 和 e 分别给出了面内和垂直的导热路径的原理图，以便于更好地理解。可以看

出 ， PVA/(CNC/PA-BNNS) 和 PVA/(h-BN) 薄 膜 的 面 内 和 垂 直 导 热 率 分 别 随 着

CNC/PA-BNNS 和 h-BN 含量的增加而显著增加。对于 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜，当

CNC/PA-BNNS 含量从 10 wt.%增加到 40 wt.%时，薄膜的面内导热系数从 0.24 W/(m·K)
增加到 14.21 W/(m·K)，垂直导热系数从 0.17 W/(m·K)增加到 7.29 W/(m·K)。随着

CNC/PA-BNNS 含量的进一步增加，面内导热系数略微增至 14.72 W/(m·K)，而垂直导热

系数下降到 5.71 W/(m·K)。这是因为当 CNC/PA-BNNS 含量增加到 60wt.%时，水平连接

变得更紧密，而垂直连接则因引入过多的 CNC/PA-BNNS 而损坏。图 5c 和 5f 分别说明

了不同 h-BN 和 CNC/PA-BNNS 含量的 PVA 薄膜的面内和垂直导热增强效果。显然，

CNC/PA-BNNSs 不仅能有效提高 PVA 薄膜的面内导热系数，而且能有效提高 PVA 薄膜

的面内导热系数。PVA/(CNC/PA-BNNS)-60 薄膜的面内导热增强幅度可达 7000 %，

PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜的垂直导热增强幅度可达 4290 %。此外，在相同含量下，

无论是在垂直还是面内方向，CNC/PA-BNNSs 的导热性增强效果优于 h-BN。

图 5 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的导热性能。不同 h-BN 和 CNC/PA-BNNSs 含量下的 PVA 薄膜的（a）

面内导热系数和（c）相应的面内导热系数增强情况。（b）PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的面内导热路径示

意图。不同含量 h-BN 和 CNC/PA-BNNSs 的 PVA 薄膜的（d）垂直导热系数和（f）相应的垂直导热系



数增强情况。（e）PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的垂直导热路径示意图

2.4 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜的导热应用

图 6 PVA 复合膜的散热性能。（a-b）不同加热方式下的热红外图像。（c）PVA，PVA/(h-BN)-40 和

PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜在不同时间的温度变化。（d）PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜在循环状态下

的温度变化。（e）覆盖在 CPU-GPU 核心上的 PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜的热红外图像。（f）CPU

核的温度对运行时间的依赖关系

所制备的 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜具有优良的导热性能，表明其可作为实际应用

中一种先进的散热材料。为了评价 PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜的实际散热性能，利用

红外热像仪对 PVA、PVA/(h-BN)-40 和 PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜的散热性能进行了

系统的对比研究。图 6a 为 PVA、PVA/(h-BN)-40 和 PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜以不同

方式加热 10 s 后的热红外图像。图像清楚地反映出，无论是电加热板还是人指作为热源，

PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜在加热 10 s 后的热红外图像比纯 PVA 和 PVA/(h-BN)-40 薄

膜的温度分布最均匀。图 6b 显示了由 V 形铜丝加热器在 60℃下加热三种不同薄膜的一



系列热红外图像。对于纯 PVA 和 PVA/(h-BN)-40 薄膜，随着加热时间的增加，热量主要

集中在 V 形铜丝加热器周围。相比之下，PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜所呈现热量迅速

分散到整个薄膜表面， 10 s 后无法观测到 V 形铜丝的形状。结果表明，

PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜的导热性优于其他两种薄膜。此外，对于纯 PVA 和

PVA/(h-BN)-40 薄膜，当温度稳定 100 s 后时，薄膜表面温度分别提高至约 52.3℃和

45.7℃。相比之下，当使用 PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜作为 TIM 时，稳定温度仅为

36.9℃左右（图 6c）。而且，从图 6c 中可以看出，加热开始时 PVA/(CNC/PA-BNNS)-40
膜的斜率最高， PVA/(h-BN)-40 膜次之，纯 PVA 膜的斜率最小。斜率间接反映了温度随

时间的变化率，说明 PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜的热传导速率最快。

由于热稳定性对 TIMs 的寿命也很重要，因此在循环加热和冷却模式下测试了

PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜的热稳定性能，并记录了在“开”（105 s）和“关”（45 s）
循环时薄膜的温度。每个循环在 25 和 45°C 下测量其表面温度，得出即使在 14 个循环

后也显示出良好的稳定性（图 6d）。此外，为了演示 PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜在电

子设备散热中的可能用途，我们使用 PVA/(CNC/PA-BNNS)-40薄膜作为计算机CPU-GPU
集成核的冷却膜（图 6e）。使得计算机温度运行 2 小时后，用热成像摄像机检测相应的

热分布情况。如图 7f 所示，PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜的热分布相对均匀，热点温度

约为 38.3℃，将该薄膜用作 TIM，温度随时间的增加而变缓，始终呈现较低的温度值（例

如：在 400 s 时 ΔT = 16.6°C）。因此，PVA/(CNC/PA-BNNS)-40 薄膜具有良好的散热能力，

是取代最先进的散热垫用于实际电子冷却应用的非常有前途的候选产品。

3 结论与展望

本文通过一种简易且可扩展的真空过滤和随后的自组装工艺开发制备了

PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜。超薄的 h-BNNSs 在 PVA 自组装过程中，边缘能够发生翘曲，

形成了由纵向翘曲边缘连接的水平堆叠的 h-BNNSs 组成的 3D 网络结构。这种特殊的结

构使得 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜具有良好的导热性，其平面内导热系数为 14.21
W/(m·K)，垂直导热系数为 7.29 W/(m·K)，且表现出较高的准各向同性。这种垂直热导

率远高于大多数文献中报道的热导率。此外，所获得的 PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜具有

高透明度、高柔韧性、优异的机械强度和电绝缘性。以及实际应用评估表明，所获得的

PVA/(CNC/PA-BNNS)薄膜具有高效的散热效果，使其成为广泛应用中有前途的散热材

料。

长时间使用和化学反应可能导致 TIMs 质量损失和性能下降，同时高压力和环境振

动还会引起剪切失效和界面脱落，进而对散热效果产生影响。与此同时，高性能材料的

制造成本较高，对规模较大的行业而言是一种负担。因此，在我国开发新型 TIMs 的道

路上，仍面临着重重困难和挑战。
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摘要：人工光植物工厂因其单位面积产量高等优势成为了粮食安全危机的潜在解决方案。然而人工光

植物工厂能耗较高，导致了其高运营成本。本文以植物工厂围护结构及光期设置作为降低能耗的设计

参数，选取中国四种不同气候区的代表城市（哈尔滨、太原、上海、广州），探究改进这些设计参数对

四地区植物工厂能耗的影响。计算发现高导热、高反射、低通风的围护结构及将暗期设置在白天有利

于降低植物工厂能耗，优化后的植物工厂最大节能率为 23.9%。

关键词：植物工厂，能耗，围护结构，光期设置

0 前言

近年来随着气候变暖导致的极端灾害增加，国际农业形势不同乐观。多地的农作物

产量因极端天气急剧下滑，也加剧了国际粮食安全危机[1]。近年来研究者提出了设施农

业的概念[2]，将种植区域设置为封闭空间，这降低了农业种植对环境的依赖度，受极端

环境的影响也大大减弱。人工光型植物工厂作为设施农业的一种重要形式[3]，它完全不

依赖于太阳光，植物的光源全部由人工光供给，这使得其受环境的影响进一步降低。同

时，人工光植物工厂可通过增加种植层数从而增加种植密度提升产量。因其受环境影响

低、产量高等优势，人工光植物工厂吸引了大量的研究[4,5,6]。

然而人工光植物工厂的一个重要局限在于其能耗过高。高能耗导致其运营成本提

升，从而影响其进一步的推广。近年来众多研究者从各个方面优化设计以降低能耗。王

君等人[7]对比了使用空调加风机降温与只使用空调降温的人工光植物工厂的能耗，实验

发现利用风机辅助降温以替代单独空调降温可以在光期达到最大为 63%的节电量。Li 等
人[8]采用可移动式 LED 灯对植物工厂的植物进行照明，相比于荧光灯照明，LED 灯的单

位面积可节省超过 40 kWh 的电量，且产量较使用荧光灯照明有大幅度提高。Harbick 等

人[9]模拟了在制冷制热设备中使用省煤器对人工光型植物工厂能耗的影响，模拟计算结

果发现省煤器可以降低四地区（菲尼克斯、海伦娜、亚特兰大、明尼阿波利斯）植物工

厂能耗，最大节能率分别为 15.9%。上述研究从设备层面降低人工光植物工厂能耗，然

而仅从设备层面降低能耗并不足够，如果能在植物工厂设计阶段便考虑能耗问题，植物

工厂的能耗将会有更明显的降低。

基金项目：国家自然科学基金 （编号：52122606）。



本文研究了改进围护结构参数（墙体总体传热系数、外墙太阳光反射率、自然通风

量）及光期设置对中国四地区（哈尔滨、太原、上海、广州）集装箱式人工光植物工厂

能耗的影响。这些参数均为植物工厂在设计阶段可考虑的参数。首先建立了植物工厂能

耗模型，随后通过 EnergyPlus 软件计算不同设计参数下不同地区植物工厂能耗，讨论降

低植物工厂能耗的最优设计参数。最后对如何设计低能耗人工光植物工厂提出指导建议。

1 植物工厂模型设置

1.1 总体参数及位置选取

本文用于计算的人工光型植物工厂采用 40 英尺标准集装箱结构，具体尺寸参数为：

长 11.5 米，宽 2.28 米，高 2.55 米。植物工厂位置选取为中国各类气候特点的代表城市：

哈尔滨（严寒地区）、太原（寒冷地区）、上海（夏热冬冷地区）、广州（夏热冬暖地区）。

四地区的全年月平均干球温度和月平均辐照数据如图 1 所示。

图 1 四地区（哈尔滨、太原、上海、广州）气候数据

左：全年月平均干球温度 右：全年月平均辐照

1.2 设计参数选取

1.2.1 总体传热系数

墙体总体传热系数（U，单位 W/m2·K）反映了墙体与外界的隔热程度，总体传热系

数可利用如下式子计算：

（1）

式中，Ri为墙体内表面与内部空气的对流热阻，Ro为墙体外表面与外空气的对流热

阻，L 为墙体材料厚度，k 为墙体材料的热导率。通过修改墙体材料热导率，本文选取三

个总体传热系数（U）值，分别为 0.07，0.27 和 4.54 W/m2·K。

1.2.2 太阳光反射率

太阳光反射率（R）反映了围护结构外表面反射太阳光的性能，太阳光反射率定义



为反射太阳光光强除以太阳光总光强。本文选取三个典型太阳光反射率值：0.1，0.5，0.9。
1.2.3 自然通风量

自然通风量（N，单位 h-1）反映了外部空气通过围护结构与内部空气交换的程度，

自然通风量与外界风速、围护结构气密性相关。根据建筑设计手册[10]中较好与较差气密

性建筑的通风量典型值，本文选取三个自然通风量值：0.1，0.6，2 h-1。

1.2.4 光期设置

本文假设人工光型植物工厂一天中光期共 18 小时，暗期共 6 小时，根据暗期实施

的时间，本文分成三种光期设置模式：模式 1（光期：0 时-9 时和 12 时-21 时，暗期：9
时-12 时和 21 时-24 时），模式 2（光期：3 时-21 时，暗期：0 时-3 时和 21 时-24 时），

模式 3（光期：0 时-9 时和 15 时-24 时，暗期：9 时-15 时）。三种模式的主要区别在于暗

期设置的时间是否位于一天中的白天。在模式 1 中 6 小时暗期有 3 小时位于白天，3 小

时在夜晚，模式 2 中 6 小时暗期均在夜晚，模式 3 中 6 小时暗期均在白天。由于人工光

会产生大量热量，不同的光期安排可能会造成相应的制冷能耗产生变化。

对全年能耗计算，将一年分为四季：冬季（12 月-2 月），春季（3 月-5 月），夏季（6
月-8 月），秋季（9 月-11 月），其中春季和秋季使用相同的光期设置模式。若每个季节都

可使用三种模式中的一种，一年可以有 27 中不同的光期设置模式组合。

1.3 其余设置

本文的人工光型植物工厂制冷制热临界温度为：25/18 ℃, 除湿加湿临界相对湿度

为：80/70%，为保证一定通风，利用风机的强制通风量为 0.038 h-1。植物工厂内热源设

置值[11]如表 1 所示。

表 1 植物工厂模型内热源设置[11]

变量 设置值 变量 设置值

灯光总功率 W/m2 除湿器潜热功率 -23.6 W/m2

灯光总功率中长波辐射比重  除湿器显热功率 33.6 W/m2

灯光总功率中短波辐射比重 0.33 除湿器显热功率中长波

辐射比重

0.2

设备总功率 25.5 W/m2 植物显热功率 -18 W/m2

设备总功率中长波辐射比重 0.2 植物潜热功率 36 W/m2

2 植物工厂能耗计算结果

2.1 不同总体传热系数对四地区植物工厂能耗的影响

图 2 为四地区植物工厂在不同总体传热系数下的能耗计算结果。可以发现增加总体

传热系数明显降低了植物工厂的能耗。当总体传热系数从 0.07 W/m2·K 增加到 4.54
W/m2·K，四地区植物工厂能耗降低百分比分别为：5.9%（哈尔滨）、17.7%（太原）、18.3%
（上海）、9.5%（广州）。当增加传热系数时，外部冷空气携带的冷量更容易通过围护结

构传至内部空气，从而使植物工厂的制冷量降低。值得注意的是，增加围护结构的导热

性能会增加四地区的制热量，若原有植物工厂无制热设备，增加传热系数后需要加装制



热设备以应对寒冷季节的制热需求。

图 2 四地区（哈尔滨、太原、上海、广州）不同总体传热系数植物工厂（低：U = 0.07 W/m2·K, 中：

U = 0.27 W/m2·K, 高： U = 4.54 W/m2·K）的日平均能耗；本图中 R = 0.5，N = 0.6 h-1。

2.2 不同太阳光反射率对四地区植物工厂能耗的影响

图 3 为四地区植物工厂在不同太阳光反射率下的能耗。由于在上一节中增加总体传

热系数有利于降低能耗，本图计算能耗时总体传热系数取 4.54 W/m2·K（较高值）。可以

发现增加太阳光反射率同样能降低四地区能耗，主要原因是增加太阳光反射降低了太阳

光对外墙的加热量，从而降低了室内空气所需的制冷量。当太阳光反射率从 0.1 增加至

0.9 时，四地区植物工厂能耗降低百分比分别为：4.2%（哈尔滨）、13.4%（太原）、12.8%
（上海）、13.9%（广州）。

图 3 四地区（哈尔滨、太原、上海、广州）不同外墙反射率植物工厂（低：R = 0.1, 中：R = 0.5, 高：

R = 0.9）的日平均能耗；本图中 U = 4.54 W/m2·K，N = 0.6 h-1。

2.3 不同自然通风量对四地区植物工厂能耗的影响

图 4 为四地区植物工厂在不同自然通风量下的能耗。由于在上两节中增加总体传热



系数与自然通风量均可降低能耗，本图计算能耗时总体传热系数和太阳光反射率取 4.54
W/m2·K 和 0.9（均为较高值）。可以发现在高导热高反射的围护结构的情况下，继续增

加自然通风量不利于降低能耗。其主要原因可以分为不同气候区进行讨论。在寒冷的气

候区（哈尔滨和太原），增加自然通风量额外引入了寒冷空气，增加了其制热量；在炎热

的气候区（上海和广州），增加自然通风量让外界热空气引入内部，增加了其制冷量。当

自然通风量从 0.1 h-1增加至 2 h-1时，四地区植物工厂能耗增加百分比分别为：10.3%（哈

尔滨）、13.4%（太原）、12.8%（上海）、13.9%（广州）。

图 4 四地区（哈尔滨、太原、上海、广州）不同自然通风量植物工厂（低：N = 0.1 h-1, 中：N = 0.6 h-1,

高： N =2 h-1）的日平均能耗；本图中 U = 4.54 W/m2·K，R = 0.9。

2.4 不同光期设置对四地区植物工厂能耗的影响

图 5 为四地区植物工厂改变光期设置下的能耗。图中对比了两种光期设置下的能耗，

一种为全年暗期设置于白天的能耗（即全年使用模式 2），一种为 27 种光期设置中能耗

最低的一种设置的相应能耗。根据前三节的分析，本图中采用的围护结构参数取：总体

传热系数 U=4.54 W/m2·K，太阳光反射率为 0.9，自然通风量为 0.1 h-1以获得最低能耗。

可以发现优化光期设置同样可以降低一定能耗。采用最优的光期设置下，四地区分别能

降低的能耗量为：2.84 kWh/day（哈尔滨），3.4 kWh/day（太原），3.74 kWh/day（上海），

1.64 kWh/day（广州）。其中，当全年暗期设置于夜晚（即全年使用模式 3）时，哈尔滨

和广州可实现最低能耗，对太原和上海，将全年暗期设置于夜晚的能耗仅比最优设置的

能耗高 0.02 kWh/day 和 0.01 kWh/day，差异极小。因此可以认为当全年暗期都设置于夜

晚时，四地区都可以获得最低的能耗。由于人工光产热量较大，将尽可能多的光期设置

于凉爽的夜晚有利于降低植物工厂制冷量，这也解释了为何全年使用模式 3 相比全年使

用模式 2 有更低的能耗。



图 5 四地区（哈尔滨、太原、上海、广州）不同光期设置植物工厂（参考设置及最优设置）的日平均

能耗；本图中 U = 4.54 W/m2·K，R = 0.9，N = 0.1 h-1。

3 讨论与分析

3.1 植物工厂各参数综合能耗降低性能

上节对改变围护结构和光期设置中的四个设计参数后的能耗进行了逐一分析。表 2
计算了综合了以上参数后四地区植物工厂的能耗。可以发现在优化了围护结构和光期设

置后，位于太原和上海的植物工厂能耗有了大幅度的下降。对上海的植物工厂，在优化

围护结构和光期设置后，其能耗相比未优化前（参考设置）下降了 23.9%，证明了在设

计阶段选择恰当的围护结构和光期设置有大幅节能的潜力。尽管对于寒冷和炎热地区（哈

尔滨和广州）其能耗节省量有限，但仍证明在植物工厂设计时考虑其节能性有利于降低

整体能耗。

表 2 不同地区植物工厂能耗最低设计

结构设置 哈尔滨 太原 上海 广州

参考围护结构设置 U = 0.27 W/m2·K, R = 0.5, N = 0.6 h-1

最优围护结构设置 U = 4.54 W/m2·K, R = 0.9, N = 0.1 h-1

参考围护结构能耗 (kWh/day) 164.32 171.81 180.47 188.46
最优围护结构能耗 (kWh/day) 157.21 135.85 138.99 155.51
优化光期设置后能耗 (kWh/day) 155.92 134.03 137.40 155.13

能耗降低量百分比 5.1% 22.0% 23.9% 17.7%

3.2 优化参数需要考虑的其他问题

3.2.1 总体传热系数

增加总体传热系数可以通过加入高导热材料及降低隔热材料厚度等实现。对整体能

耗来说，首先，增加总体传热系数是有限度的。深入计算发现将总体传热系数从 4.54
W/m2·K 增加到 5.4 W/m2·K 时，太原的植物工厂能耗从 135.85 kWh/day 增加到 137.66



kWh/day。在设计最优的总体传热系数时需要知道尽可能详细的内部能耗数据并利用优

化算法计算。其次，由于植物工厂内部湿度较高，而增加总体传热系数会降低内壁温度，

这增加了内壁结露发生的可能性。内壁的结露若不能及时处理，则容易在植物工厂内滋

生细菌，对植物生长构成威胁。

3.2.2 太阳能反射率

增加表面的太阳能反射率可通过喷涂高反射喷漆[12]、贴覆高反射膜[13]等实现。然而，

部分高反射材料具有较高的镜面反射率，这可能造成光污染问题，刺眼的反射光会对人

产生不适感。

3.2.3 自然通风量

优化自然通风量可通过调整植物工厂通风口设计实现，需要注意的是，通风除了会

交换内外空气热量外，还会影响植物工厂内部的湿度和二氧化碳浓度。若内部无二氧化

碳供应，较低的通风量会导致内部二氧化碳浓度不足，从而不利于对植物的光合作用。

因此在改进自然通风量时需要综合考虑上述要素。

4 结 论

本文通过优化植物工厂围护结构及光期设置以降低其能耗。通过优化总体传热系

数、太阳光反射率、自然通风量、光暗期设置四个参数降低植物工厂能耗。计算结果发

现：对围护结构设置，高总体传热系数（4.54 W/m2·K），高太阳光反射率（0.9）和低自

然通风量（0.1 h-1）有利于降低植物工厂能耗；对光期设置，将暗期设置于白天有利于

降低能耗。综合以上参数后，四地区（哈尔滨、太原、上海、广州）的植物工厂能耗相

比优化前可分别降低 5.1%，22.0%，23.9%，17.7%，体现了在设计阶段降低植物工厂能

耗的巨大潜力。希望本文可以为植物工厂设计者在设计初期降低植物工厂能耗，从而降

低植物工厂总体运行成本，进一步缓解粮食安全问题，向农业 4.0 迈出重要的一步。
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摘要：汽车发动机舱热管理研究对提高汽车效率、可靠性具有重要影响，然而细致的温度场数据缺乏

是阻碍热管理策略发展的重要原因。本文对怠速状态下汽车发动机舱内温度场进行细致测量，采用 CFD

仿真方法获取温度场与流场的关联性数据，详细研究了发动机舱内高温区的形成原因。研究表明，发动

机舱内温度场与流场分布紧密关联：发动机迎风面气流的回旋型运动会导致高温区域的形成，而舱内

部件对气流的阻碍会促使低温区域形成。

关键词：发动机舱，热管理，温度场，流场，CFD。

0 前言

1 汽车发动机舱内空间狭小，结构布置紧凑，集成了汽车大部分的关键部件[1-3]，舱

内散热性能的好坏直接影响这些部件的运行情况，因此汽车发动机舱的热管理研究关系

到汽车运行的可靠性[4][5]。高效的热管理系统能够提高发动机的工作效率，延长零件使用

寿命，提高汽车续航里程[6]，然而目前为止，机舱热管理策略一直没有较大改进[2]，这是

因为目前汽车发动机舱关于流动与热关联性问题的研究主要依赖于数值模拟，相对而言

实验研究较少[7-9]，且大多数实验研究仅关注机舱冷却效率、散热器散热率等宏观参数[10-

13]，缺乏舱内细致的温度场实验数据，对发动机舱内流动与传热关联性机制的认识仍不

全面，难以提出新的有效的热管理策略。

实验数据缺乏的重要原因之一是发动机舱内场数据测量困难，Guo 等从流场和温度场相

互作用的角度提出场协同原理[14-16]，说明传热与流动存在的密切联系，而汽车发动机舱

内部结构复杂，流场具有很强的三维特性，而温度场与流场数据耦合在一起，获取关联

性信息十分困难[17][18]，这些都给实验研究带来挑战。因此必须要寻找一种合理的方法对

汽车发动机舱内温度场数据进行细致的实验测量，为理论和模拟提供有效的数据支撑，

汽车发动机舱流动与热关联性问题是舱内热管理优化的关键。

怠速是汽车在行驶过程中常见的一种状态，在世界统一的轻型车辆测试过程中（WLTP），
怠速状态占总测试时间的 23%，在某些拥堵区域此比例还会更高[19]，在怠速状态下车辆

速度为零，发动机处于低速空转状态，此时发动机舱内的冷却主要依靠风扇的抽吸作用

将外部空气经进气格栅吸入发动机舱内[20][21]。对于燃油车而言，燃油在发动机内燃烧所



产生的剩余热量，很大部分经冷却系统吸收，导致散热器、冷凝器处于高温状态[22]，此

时由风扇抽吸进入的外部空气在经过这些高温部件后带走热量形成热气流，进入至汽车

发动机舱内，对机舱内的温度场分布产生影响，例如舱内气体回流可能产生高温区[23]，

此时舱内冷却气体的流动特性对机舱散热起着决定性影响。怠速工况作为发动机油耗较

高的一种工况，此时发动机舱内的流场及温度场分布对发动机性能有着重要影响[24]。

本文选用某型号 1:1 燃油汽车发动机舱等效台架作为研究对象，使用热电偶耙阵列

多点测温的方法，实验研究了在不同的怠速工况下，风扇驱动所吸入的外部空气在与冷

却模块热量交换后形成的热气流，流经汽车发动机舱时的温度场分布情况。并结合 CFD
仿真模拟的方法分析了舱内流场的分布特征，对温度场实验数据进行解释，实验与模拟

结果符合较好，提供的温度场实验结果能够为今后的仿真模拟提供指导作用。

1 实验方法

1.1 汽车发动机舱等效台架

实际的汽车发动机舱内包括排气系统、空调系统、冷却系统、发动机以及交错纵横

的线缆、水管等多种复杂几何结构，而本文中主要关注舱内热、流场分布是否合理，对

整体温度场影响不大的几何零部件可以忽略。本文使用的汽车发动机舱台架结构示意图

如图 1 所示，台架模型由前端进气部分、发动机舱和排气管舱三部分组成（图 1(a)-(c)），
仅保留了简化的进气格栅、冷却模块、空气滤清器、变速箱、发动机等主要部件。其中

冷却模块如图 1(a)所示，包括散热器、冷凝器、PTC 加热板、风扇，其中 PTC 加热板位

于散热器与风扇之间，装有上下两块自动控温系统，可分别通过电加热控制 PTC 板上下

两部分至恒定温度，模拟真实情况下散热器、冷凝器所处的高温状态，除此之外舱内无

其它发热部件。台架模型的尺寸细节在图 1(b)(c)中给出。

本台架模型提供了两种不同类型的进气格栅(1)和(2)，使用螺栓与台架前盖连接，可

自由更换（图 1(d)-(e)）。台架风扇由七扇叶片组成，旋转方向如图 1(f)所示，转速可调范

围为 0 - 2500 r/min，本台架在风扇的独立驱动下运行，模拟实际汽车的怠速状态。尾部

排气管舱内设置有排气管部件，前端风扇处引入的气流经发动机舱与排气管舱连接间隙

流入排气管舱，最终从尾部出口排出台架，整体台架实物图如图 1(g)所示。



图 1 汽车发动机舱等效台架结构示意图：(a) 3D 视图； (b)侧视图；(c) 俯视图；(d) 进气格栅（前视

图）；(e) 进气格栅类型（模型+实物）；(f) 风扇（前视图）；(g) 台架实物图

Fig.1 Schematic diagram of Automotive engine compartment equivalent bench: (a) 3D view; (b) Side view;
(c) Top view; (d) Air intake grille (Front view); (e) Type of air intake grilles (Model and Object); (f) Fan

(Front view); (g) Physical picture of the test bench
1.2 温度场测量方法

热电偶耙通过阵列热电偶布置，能够实现对一个截面的温度场测试，具有测温点多，

测试数据量大，测试准确并且测试速度快等优势。本文选用 Omega T 型热电偶 TT-T-30-



SLE 热电偶感温线对台架平均温度场进行测量，热电偶内部线芯材质为铜/康铜，耐受温

度-200 ℃~260 ℃。使用 Keysight34972A 数据记录仪对温度信号进行采集，测量时采样

频率为 5 s/次，采样时间为 200 s。
根据汽车发动机舱等效台架内部结构，使用紫铜管作为外部框架，以直径 0.38 mm

高强度尼龙线编制内部热电偶悬挂结点，制备了 4 种不同形状的热电偶耙件。耙件内部

每两节点之间最短距离为 80 mm，在耙件节点（红色实心圆）处布置热电偶阵列。4 种

热电偶耙件形状及尺寸如图 2 所示。

图 2 4 种热电偶耙形状示意图

Fig.2 Diagram of four kinds of thermocouple rake

使用上述(a)-(d)热电偶耙对台架发动机舱内垂直于流向截面温度场进行测量，

所测量截面位置如图 3 所示，截面①、②、③位于风扇尾流区域，截面④、⑤、⑥、⑦

位于机舱中部发动机所在区域，截面⑧、⑨、⑩位于机舱后部区域。其中截面①使用图

2(a)所示耙件测量，截面②、③使用图 2(b)所示耙件测量，截面④、⑤、⑥、⑦使用图 2(c)
所示耙件测量，截面⑧、⑨、⑩使用图 2(d)所示耙件测量。在室温 ܶ = 20℃的环境下进

行实验，设置 PTC 加热板分别为 60 ℃、80 ℃、100 ℃及 100/80 ℃上下分段加热四种加

热模式，风扇转速分别为 1830 r/min、2230 r/min 及 2500 r/min 三种状态，每种工况下分

别使用(1)和(2)两种进气格栅类型重复实验，具体的工况条件在表 1 中给出。



图 3 平均温度场测试截面位置（截面①：x/L = 0.19； 截面②：x/L = 0.25； 截面③：x/L = 0.32； 截

面④：x/L = 0.44； 截面⑤：x/L = 0.51； 截面⑥：x/L = 0.57； 截面⑦：x/L = 0.63； 截面⑧：x/L =

0.7； 截面⑨：x/L = 0.76；截面⑩：x/L = 0.82）

Fig.3 Location of the temperature field test cross-section (Cross-section ①: x/L = 0.19; Cross-section ②: x/L

= 0.25; Cross-section ③: x/L = 0.32; Cross-section ④: x/L = 0.44; Cross-section ⑤: x/L = 0.51; Cross-

section ⑥: x/L = 0.57; Cross-section ⑦: x/L = 0.63; Cross-section ⑧: x/L = 0.7; Cross-section ⑨: x/L =

0.76; Cross-section ⑩: x/L = 0.82)
表 1 发动机舱温度场测试工况表

Tab.1 Test conditions of the automobile engine compartment temperature field

测试工况 格栅类型
风扇转速

r/min

PTC 加 热

板温度/℃ 
测试工况 格栅类型

风扇转速

r/min

PTC 加 热

板温度/℃ 

1

格栅 1 1830

60 9

格栅 1 2500

60
2 80 10 80
3 100 11 100
4 80/100 分段 12 100/80 分段

5

格栅 1 2230

60 13

格栅 2 1830

60
6 80 14 80
7 100 15 100
8 80/100 分段 16 80/100 分段

2 实验结果与讨论

2.1 发动机舱温度场分布特征

在使用类型(1)进气格栅、设置 PTC 加热板 T_0= 80 ℃，风扇转速Ω=1830 r/min

工况下发动机舱内各截面处平均温度场分布如图 4 所示。可以发现，在风扇尾流区域，

高温区域主要分布在风扇叶尖所在圆周附近（图 4(a)(b)），这是由于在离心力的作用下，

热气流主要从风扇叶尖所在圆周附近射出导致的。随着流向距离的增加，在发动机部件

迎风面附近的左上角处形成高温区域（0.05<z/W<0.25），定义图 4(c)中左上方红色虚

线框所示高温区域为区域 1，位于发动机部件与机舱侧壁交界处附近，局部高温区域的

产生可能与气体回流有关[23]。

图 4(d)-(g)给出了机舱中部区域的截面平均温度场分布，在蓝色虚线框所示区域形



成高温区（0<z/W<0.5），定义为区域 2，位于发动机顶部与机舱板面的间隙处，右侧大

面积区域位于变速箱上方空气滤清器背面热气流无法直接冲击的部分，平均温度相对较

低且均匀，定义为区域 3（0.6<z/W<0.9）。

图 4(h)-(j)给出了发动机舱后方区域截面的平均温度场分布，相对而言，上半部分

区域温度较高，发动机背风区域（0<z/W<0.5）温度偏低。进一步精细划分可以将上半

区域分为左右两部分，分别定义为区域 4、区域 5，下半部分定义为区域 6，平均温度为

区域 4>区域 5>区域 6。

图 4 发动机舱内平均温度场分布特征: （(a)-(c)依次为截面①、②、③，位于风扇尾流区； (d)-

(g)依次为截面④、⑤、⑥、⑦，位于机舱中部； (h)-(j)依次为截面⑧、⑨、⑩，位于机舱后部）

Fig.4 Distribution characteristics of the temperature field in the engine compartment: ((a)-(c) are cross-



sections ①, ②, ③, located in the fan wake region; (d)-(g) are cross-section ④, ⑤, ⑥, ⑦, located in the

middle of the engine compartment; (h)-(j) are cross-sections ⑧, ⑨, ⑩, located in the rear of the engine

compartment)

2.2 进气格栅类型、风扇转速对截面温度场的影响

在 2.2 节中我们测量了指定工况下发动机舱内的温度场分布特征，在本节重点关注

进气格栅类型和风扇转速对截面温度场的影响情况。图 5 给出了设置 PTC 加热板 ܶ =

 80 ℃下，选择不同格栅类型和风扇转速时各截面的平均温度场分布，从左至右依次为①、

③、⑨截面。发现在不同工况条件下测量结果的复现性较好，选择不同的格栅类型和风

扇转速时各截面平均温度场分布均没有较大变化。一方面证明了改变前端进气格栅的形

状对实际送入发动机舱内的气流状况没有较大影响，这是因为风扇的卷吸作用会将来流

空气完全打乱后送入发动机舱，上游进气方式的微小变化并不足以对下游进入舱内的气

流分布造成影响。

另一方面由于发动机舱内本身不存在发热部件，舱内热量完全依靠格栅处来流与

PTC 板的对流换热带入，稳定状态下 PTC 板温度恒定，单位时间内由风扇卷吸进入发动

机舱的空气质量为：

݉ = ݒܣߩ (1)
其中ߩ为空气密度，A 为进气截面积，ݒ为平均来流速度。则单位时间内气流带入舱

内的热量为：

ܳ = ݉ ܿ∆ܶ = ݉ ℎ( ܶ − ܶ) (2)
其中 ܿ为空气热容，∆ܶ为经过 PTC 板后空气的平均温升，ℎ为空气与 PTC 板之间的

对流换热系数， ܶ为 PTC 板温度， ܶ为环境空气温度。

因此单位时间内进入发动机舱的气流平均温升为：

∆ܶ =
( బ்ି்ೌ )


(3)

由式(3)可知，在低速状态，对流换热系数ℎ近似为常数的情况下，单位时间内进入

发动机舱的气流平均温升与进气流速无关，另外改变风扇转速后仅改变了进入舱内的热

气流整体流速，机舱内各点流速增大，但整体流场分布并不会产生较大改变，因此舱内

平均温度场分布也不会受到较大影响。



图 5 不同格栅类型及风扇转速下各截面平均温度场分布特征: （从左至右依次为截面①、③、

⑨）（(a) 格栅 ߗ，1 = 2230 ݉/ݎ ݅݊； (b) 格栅 ߗ，1 = 2500 ݉/ݎ ݅݊； (c) 格栅 ߗ，2 = 1830 ݉/ݎ ݅݊）

Fig.5 Temperature field distribution characteristics of different sections under different grille types and

fan speeds: (Cross-sections ①, ③, ⑨ from left to right) ((a) Grille 1, Ω= 2230 r/min; (b) Grille 1, Ω = 2500

r/min; (c) Grille 2, Ω = 1830 r/min)

2.3 PTC 加热板温度对截面温度场的影响

机舱内平均温度场分布情况除受到截面位置的影响外，最直接的影响因素为 PTC 板

加热温度，实验结果显示，随着 PTC 加热温度的升高，相同截面处各点的平均温度均有

所上升，但整体温度分布特征大致相同。表 2 给出了在不同风扇转速及 PTC 板加热温度

下，发动机舱内无量纲平均温度。可以发现，当 PTC 加热板温度恒定，仅改变风扇转速

时，舱内平均温度不会有较大变化；在风扇转速相同时，PTC 加热板每升高 20 ℃，舱内

无量纲平均温度升高 0.15 左右。

表 2 发动机舱内无量纲平均温度



PTC 加热板温度 T0

风扇转速 60℃ 80℃ 100℃ 100/80℃ 

1830r/min 0.391 0.551 0.710 0.653

2230 r/min 0.386 0.548 0.706 0.631

2500 r/min 0.393 0.555 0.715 0.635

为进一步获得 PTC 加热板对各截面温度场的影响情况，在图 6 中给出了不同风扇转

速及 PTC 板加热温度下各截面的无量纲平均温度变化情况，从图中可以看出，不同风扇

转速下各截面平均温度曲线高度重合，说明机舱内各截面处平均温度受风扇转速影响很

小，这也与前文的云图分析结果一致。

另外图 6 中还可以看出，随着远离风扇侧，截面无量纲平均温度呈现出先下降后上

升的趋势，且高温情况下此趋势更为明显，在发动机舱中部区域（0.44<x/L<0.63），截面

平均温度明显偏低，分别对应截面④、⑤、⑥、⑦，从 2.2 节温度特征分布云图中可知，

此范围内截面形状一致，且温度场分布特征均为左侧狭窄区域内存在高温热点，右侧大

面积矩形区域内温度偏低，这样的温度分布特征造成了此区域内截面总体平均温度较低

的结果。

图 6 不同工况条件下各截面处平均温度

Fig.6 Non-dimensional average temperature changes of each cross-section at different fan
speeds and PTC plate heating temperatures

3 CFD 流场仿真结果

在上节中，从实验的角度测量了发动机舱内的温度场分布情况，为了进一步解释温

度分布特征，此节使用 CFD 模拟的手段对简化的发动机舱模型进行了流场仿真，结合舱

内流场分布特征探究实验测量中高低温区的形成原因。



3.1 简化模型

机舱几何模型及计算流体域如图 7 所示，将图 1(a)中的汽车台架模型进一步简化，

去除内部微小零件，简化模型基本尺寸与原模型保持一致。流场模拟过程通过 Fluent 软
件完成，网格划分采用四面体网格，流体域网格数量为 500 万，将前端复杂风扇结构简

化为 Fan 边界条件，强迫对流采用标准 k-e 模型，设置入口条件为停滞入口，出口条件

为压力出口，其他部件表面均为壁面边界条件，环境温度为 300 K。

图 7 CFD 计算流体域模型

Fig.7 Fluid domain model of CFD calculation

3.2 模拟结果与讨论

本节根据 CFD 流场仿真结果，分别对风扇尾流区、发动机舱中部区域及机舱后部区

域的典型截面处流场分布特征进行了分析，获取特殊位置处的温度场与流场关联性数据，

解释了机舱内各处高低温区域的形成原因。图 8(a)给出了发动机迎风面附近（区域 1）处

的三维流线示意图，箭头代表平均速度矢量，其中 U = Ut/（10Umin）为无量纲速度，Ut

为模拟获得的机舱内各点流速绝对值，Umin = 0.1 m/s 为舱内最低气流速度。图 8(b)(c)给
出两个典型的 x-y 平面方向流场示意图，截面位置分别位于风扇边缘（z/W = 0.2）、风扇

中部（z/W = 0.4）。图 8(d)(e)给出两个典型的 x-z 平面方向流场示意图，截面位置分别位

于变速箱中部（y/B = 0.2）、变速箱上方（y/B = 0.6）。



图 8 发动机舱内流场分布特征: （(a) 区域 1 处三维流线示意图； (b) x-y 平面流线图，z/W=0.2； (c)

x-y 平面流线图，z/W=0.4； (d) x-z 平面流线图，y/B=0.2； (e) x-z 平面流线图，y/B=0.6）

Fig.8 Distribution characteristics of the flow field in the engine compartment: (a) The three-dimensional

streamlines in Area 1; (b) Streamlines on x-y plane, z/W=0.2; (c) Streamlines on x-y plane, z/W=0.4; (d)



Streamlines on x-z plane, y/B=0.2; (e) Streamlines on x-z plane, y/B=0.6)

（1）风扇尾流区

从图 8(b)(c)可以看出，在机舱边缘位置，机舱的上方及下方均存在向风扇上游方向

运动的局部回流，局部回流会将舱内热量重新输送至散热器、冷凝器附近，对散热存在

不利影响，在对发动机舱进行优化设计时需避免回流。同时从图 8(c)中还可以发现，在

风扇叶尖处，气流平均速度较大，说明在离心力的作用下，热气流主要从风扇叶尖所在

圆周附近射出，而风扇中心处速度较小，因此风扇出口处高温区域主要分布于风扇叶尖

所在圆周附近，对应图 4(a)(b)温度场分布特征。

图 8(a)给出高温区域 1 处的三维流线图，可以发现热气流在发动机迎风面的直接冲

击处具有较高流速，而由于机舱侧壁的阻挡，热气流在稍远离迎风面处呈现回旋形运动

方式，对应图 8(b)(e)中红色虚线方框区域，这使得热气流在区域 1 内长时间滞留，导致

温度升高。

（2）发动机舱中部区域

从图 8(b)-(e)中可以发现，受到发动机部件的阻挡，风扇射出的热气流主要在发动机

与空气滤清器交界处附近及发动机与机舱上盖板的间隙处流向机舱下游，热气流集中在

发动机上方间隙的区域2处，形成相对高温区，变速箱上方大面积区域流速极低（图8(e)），
与风扇尾流区流动交换较弱。导致在机舱中部区域，变速箱上方的区域 3 处形成低温区。

而由于低温区域 3 所占面积较大，拉低了整个截面处的平均温度，因此在 0.44<x/L<0.63
范围内，截面平均温度明显偏低，这解释了图 6 的曲线结果。

（3）发动机舱后部区域

从图 8(b)(c)中可以发现，发动机背风区域气流平均速度相对较低，受到发动机部件

的阻挡，机舱后方区域没有受到风扇射出热气流的直接冲击，因此不会达到风扇尾流区

的高温，无量纲平均温度普遍在 0.6 以下。

首先图 8(e)截面对应的发动机舱后部区域位于变速箱上方空旷区域，可以看出，虽

然此处气流速度仍较低，但上方蓝色框线处相比于机舱中部位置存在微弱回流，对应区

域 5 处温度场，因此温度较区域 3 处更高一些。而下方的蓝色框线处回流更加明显，热

气流的滞留也更强，对应区域 4 处更高的温度分布特征。图 8(d)截面位于机舱下半部分，

蓝色框线处对应图 5 中的区域 6，此处气流无回流现象，直接经排气管舱排出，因此平

均温度较上半部分区域偏低。这样的流场分布情况决定了机舱后部区域 4>区域 5>区域

6 的温度场分布特征。

4 排气管舱温度场及流场分布特征

发动机排气歧管是发动机总成系统的重要部件，随着催化技术和涡轮增压技术的应

用，现代汽车排气歧管的工作温度不断上升，是汽车内部主要的高温热源，如果不能将

其热量有效排出，将会造成高温聚集，为机舱带来不利影响。怠速状态下，排气歧管主

要靠前端风扇的卷吸气体进行冷却。在本实验中，为了研究高温状态下排气歧管对周围

温度场的影响情况及怠速状态下冷却气流对排气歧管的冷却效果，在台架发动机舱尾部

设置排气管舱，内置电加热金属圆管，模拟与发动机连接的高温排气歧管元件。



4.1 排气管舱模型

排气歧管元件尺寸信息如图 9(a)所示，圆管直径 d = 27 mm，长度 lp = 230 mm，位

于排气管舱贴近底面中心位置。排气歧管可通过负反馈加热系统进行控温，排气管舱温

度场测量所使用的热电偶耙阵列如图 9(b)所示，排气歧管位于热电偶耙底端中心位置，

测量实物图如图 9(c)所示。

图 9 排气歧管模型及测量方法: (a) 排气歧管俯视图； (b) 热电偶耙阵列； (c) 测温实物图

Fig.9 Exhaust manifold model and measurement method: (a) Top view of exhaust manifold;

(b)Thermocouple rake array; (c) Physical diagram

使用图 9(b)所示热电偶耙阵列于图 10 截面⑪位置（x/L = 1.34）进行温度场测量，

设置排气歧管热源温度为 500 ℃，在室温 ܶ = 20 ℃的环境下进行实验，设置静置状态

及怠速状态 4 种实验工况进行比较，具体工况条件如表 3 所示。



图 10 排气管舱温度场测试截面位置（截面⑪：x/L = 1.34）

Fig.10 Test section location in the exhaust pipe compartment (Cross-section ⑪: x/L = 1.34)

表 3 排气管舱温度场测试工况表

Table 3 Test conditions of the exhaust pipe compartment temperature field

测试工况 格栅类型 风扇转速 r/min PTC加热板温度/℃

17

格栅 1

0 0

18 1830 60

19 1830 80

20 1830 100

4.2 排气管舱温度场分布特征

图 11 所示为排气管舱内截面⑪位置处不同工况下的平均温度场分布情况，在风扇

转速Ω=0 r/min 的静置状态下，由于浮力的作用热气流向上运动，排气管舱内呈现出如

图 11(a)所示三角形的高温区分布特点，无量纲平均温度最高值为 2.07，位于排气管正上

方位置，高温集中点的存在会大大影响机舱内其他部件的使用寿命。

在怠速状态下，排气管被前端风扇卷吸进入的气流冷却，不同工况下冷却结果如

图 11(b)-(d)所示，截面无量纲平均温度最高值分别为 1.16、1.30 和 1.36，舱室内高温集

中点被大幅度冷却，冷却效果受到来流温度的影响。由于强制对流的存在，浮力的作用

不再明显，高温区域主要围绕热源分布在排气管舱下半部分，舱室上半部分距离热源较

远，平均温度分布更低。



图 11 截面⑪处平均温度场分布图: （(a) ߗ = 0 ݉/ݎ ݅݊， ܶ = 0 ℃； (b) ߗ = 1830 ݉/ݎ ݅݊， ܶ =

60 ℃； (c) ߗ = 1830 ݉/ݎ ݅݊， ܶ = 80 ℃； (d) ߗ = 1830 ݉/ݎ ݅݊， ܶ = 100 ℃；）

Fig.11 Distribution of characteristics temperature field on cross-section ⑪: ((a) Ω=0 

r/min, T_0=0 ℃; (b) Ω=1830 r/min, T_0=60 ℃; (c) Ω=1830 r/min, T_0=80 ℃; (d) Ω=1830 

r/min, T_0=100 ℃)
4.3 排气管舱流场分布特征

从图 11 的测量结果中可以发现，从静置状态转为怠速状态后，排气管舱内最高温度

区域从排气歧管正上方位置转移至偏左侧位置，下面结合排气管舱内的流场分布特征来

对这一现象进行解释。

图 12(a)给出了排气管舱内 x-z 平面方向流场示意图，截面位置位于过排气管圆心处

（y/B = 0.06 ），图 12(b)给出 y-z 平面方向流场示意图，截面位置与截面⑪（x/L = 1.34）
重合。可以看出，由于变速箱部件的阻挡，发动机舱排出的气流主要从变速箱左侧空旷

区域流入排气管舱内，在排气歧管处具有较高的切向速度，如图 12(b)红色箭头所示，气

流将在左侧管壁处直接冲击排气歧管，增强对流换热的效果，气流能够带走更多的热量

形成高温气体，因此怠速状态下排气歧管左侧测量到的温度更高。实验结果表明，发动

机舱内零部件的布置情况会直接影响流经排气歧管的冷却气流的流动状态，从而影响排

气歧管周围的温度场分布。在对发动机舱进行结构设计时应考虑这一点，从而控制发热

元件高温集中区域尽量远离敏感部件。



图 12 排气管舱内流场分布特征: （(a) x-z 平面流线图，y/B = 0.06； (b) y-z 平面流线图，x/L = 1.34）

Fig.12 Distribution characteristics of flow field in exhaust pipe compartment: ((a) Streamlines on x-z plane,

y/B = 0.06; (b) Streamlines on y-z plane, x/L = 1.34)

5 结 论

本文实验测量了在不同工况下 1:1 台架汽车发动机舱及排气管舱内的温度场分布情

况，详细讨论了发动机舱内高温集中区域的分布特点，探究了格栅类型、风扇转速及 PTC
加热板温度对舱内温度场分布的影响情况，并结合 CFD 流场仿真的手段解释了发动机

舱内高低温区域的产生原因。进一步测量了静置及不同怠速状态下高温排气歧管周围的

温度分布特点，结合排气管舱内流场特征分析了不同工况下高温集中区域偏离现象的原

因，可以得到以下结论：

（1）怠速状态下，由于风扇对前端格栅来流的扰乱作用，以及低速状态下气流温升

的不变性，仅改变进气格栅类型及风扇转速快慢对发动机舱内各截面平均温度场的分布

特征没有较大影响。

（2）在风扇尾流区，热气流主要从风扇叶尖所在圆周附近射出，在发动机迎风面附

近呈回旋形运动形式，热气流滞留导致高温区的形成。在发动机舱中部区域，热气流主

要在发动机与机舱上盖板的间隙处流向机舱下游，变速箱上方形成大片低温区而导致整

个截面平均温度被拉低。在发动机舱后方区域，没有受到风扇射出热气流的直接冲击，

整体温度不高，由于回流现象及发动机部件的阻挡作用，形成了舱内上半部分平均温度

较下半部分偏高的温度场分布特点。

（3）发热元件排气歧管附近的高温集中区域会受到发动机舱内部件的影响而发生

偏移，机舱内部件的布置对舱内流场分布的影响是造成这种偏移的主要原因。
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摘要：对于满足傅里叶导热定律的导热过程来说，其最小作用量为火积耗散率。倒易关系与最小作用量

原理之间是具有对应关系的。基于此，本文建立了导热过程的倒易关系。稳态导热过程可看作是一种

广义的热力学平衡态。火积耗散率是该广义平衡态下的能量函数，而温差和热导率则可视为该广义平衡

态下的自变量。所建立的倒易关系数学上表现为火积耗散率对温差和热导率的二阶混合偏导相等。这揭

示了温差和热导率对导热不可逆性的影响机制以及热导率与温差之间的耦合机制，为理解导热及其他

线性输运过程提供了新思路。

关键词：导热过程；傅里叶导热定律；火积耗散率；最小作用量原理；倒易关系

0 前言

人们在对不可逆输运现象的长期观察中，总结出了可靠的经验定律。例如，导热过

程中有傅里叶导热定律，导电过程中有欧姆定律，质量扩散过程中有菲克定律，流体流

动过程中则有牛顿黏性定律等等。理解这些不可逆输运现象和定律对于提高工程领域能

源利用效率具有重要指导意义。

最小作用量原理的引入是理解不可逆输运现象物理机制的重要一步。早在 1931 年，

昂萨格[1,2]借鉴力学中的瑞利耗散函数定义了不可逆输运过程的耗散函数，提出了最小

能量耗散原理，而后又以熵产率作为作用量统一度量不同输运过程的不可逆性。在此基

础上，普利高津[3]发展了最小熵产原理，指出近平衡区的导热过程等线性输运过程的定

态对应其熵产率的最小值。不过，熵产最小原理要求热导率与温度的平方成反比[3-5]。
这一原则是具体明确的，但似乎又是非物理的[4]。因为这与经验定律—傅里叶导热定律

相矛盾。傅里叶导热定律指出，通常情况下的热导率应接近于一个常数。最近的研究表

明，满足傅里叶导热定律的导热过程，其最小作用量应该是火积耗散率[6,7]。相应地，火积

耗散率才是描述该导热过程不可逆性的量度。

倒易关系与最小作用量原理之间具有对应关系。事实上，昂萨格最开始提出最小能

量耗散原理恰是为了导出不可逆输运耦合现象中的倒易关系。昂萨格针对不同的输运过

程定义了不同的流与力。他指出，流与力的乘积是不可逆输运耦合现象的最小作用量，

而描述流与力之间关系的唯象系数之间则满足倒易关系[1,2]。火积耗散率已被证明是满足

傅里叶导热定律的导热过程真正的最小作用量。对应于火积耗散率的最小作用量，本文导

I 基金资助：国家自然科学基金（51356001, 52250273）；清华大学自主科研计划
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出了导热过程的倒易关系。所建立的倒易关系可以定量给出各外部因素如温差和热导率

等对导热不可逆性的影响机制，以及不同因素之间的耦合关系。它可以深刻地揭示导热

过程发生的物理机制，同时为导热过程的优化设计提供指导。

1 热力学中的倒易关系

倒易关系是热力学中的基础理论。它包括两方面内容，一是平衡态热力学中的麦克

斯韦关系，二是非平衡态热力学中的昂萨格倒易关系。麦克斯韦关系是不同形式能量转

换过程所遵循的基本物理限制，它将不可测量熵与其他基本物理量（温度、压力和体积）

联系起来。麦克斯韦关系来自基本能量函数，它是平衡热力学系统中所有信息的来源

[8,9]。昂萨格倒易关系则是不可逆输运耦合现象所遵循的基本物理限制[1,2]，是非平衡

态热力学的基础理论之一，对于简化实验工作具有重要意义。无论是麦克斯韦关系还是

昂萨格倒易关系，它们都与热力学对称性密切相关[10,11]。首先，从形式上看，它们均

具有极好的对称性。其次，从物理内涵角度考虑，它们是基于对称的对定量关系的一个

普遍性的约束。麦克斯韦关系以及昂萨格倒易关系的成立不依赖于任何具体物质结构假

设。由对称性所带来的普遍性使得倒易关系成为热力学最重要的概念和定律之一。

倒易关系与最小作用量原理之间具有深刻的联系。最小作用量原理从数学上看是变

分原理或极值原理，对应极大值或极小值状态。这无论是在平衡态热力学还是非平衡态

热力学都是常见的。Callen[11]指出，热力学唯一的包罗万象的问题是确定一个封闭系统

的平衡态。在给定约束条件下，当系统达到平衡态时，能量函数取得极值。例如，最常

见的孤立系统熵增原理，在总能量和总体积给定条件下，系统达到平衡状态时总熵达到

最大值。又如最小吉布斯自由能原理，在等温、等压且不做其他功的条件下，体系自发

的变化总是向吉布斯能减小的方向进行，直到达到平衡为止，此时体系吉布斯自由能达

到该条件下的最小值。孤立系统熵增原理和最小吉布斯自由能原理均是平衡态热力学中

的最小作用量原理，而它们具有各自对应的麦克斯韦倒易关系。而昂萨格的最小能量耗

散原理以及普利高津的最小熵产原理则是最小作用量原理在非平衡态热力学中的体现。

它们均具有与之相对应的昂萨格倒易关系。尽管非平衡态热力学中的最小作用量原理和

倒易关系可能并不与真实过程的物理本构关系相吻合，但最小作用量原理与倒易关系之

间的对应性总是存在的。

2 导热过程的倒易关系

在热力学中，倒易关系表达两种不同能量之间转换或不同输运过程之间耦合的定量

关系。从一个更一般的角度看，倒易关系表达在某一物理场景之下两种因素或对象之间

的相互影响（耦合）机制。下面推导满足傅里叶导热定律的导热过程的倒易关系。

图 1 是一个一维线性导热过程，物体总热导率 λ给定。初始时刻在物体两端施加一

个恒定温差 ΔT=Tw1-Tw2，那么沿 x 方向最终会建立起一个稳定热流 q。最小作用量原理

告诉我们，从初始时刻开始，系统的火积耗散率将会不断减小，直到达到一个非平衡定态，

此时便对应火积耗散率最小的极值状态。从平衡态热力学的视角来理解，这一稳态导热过

程是一种广义的对应能量函数取极值的热力学平衡态。如此一来，火积耗散率可视为此广
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义平衡态的能量函数（最小作用量），而该能量函数存在对应的广义麦克斯韦倒易关系。

稳态导热过程中有两个约束条件，一个是温差，一个是总热导率。可将它们视为该广义

平衡态下的自变量。那么接下来便是确定与该广义平衡态的自变量所对应的共轭变量的

形式以及倒易关系的表达式。

图 1 一维线性导热过程示意图

以火积耗散率作能量函数，以约束条件温差和总热导率作自变量，基于傅里叶导热定

律：

=q T



 (1)

给出系统的类热力学微分关系式：
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进一步地，类比于麦克斯韦倒易关系，基于公式（2）便可以得到该导热过程的倒易

关系：
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(3)

根据公式（2）可以看到一个有意思的结果，与温差自变量对应的共轭变量是热流。

在热量流动方向上，热流是处处相等的，这体现了强度量的特征。由公式（2）还可以看

出，温差变化对火积耗散率（导热过程不可逆性）的影响与热流大小密切相关。热流越大，

温差变化对火积耗散率的影响就越大。热导率变化对火积耗散率的影响则与温差大小密切相

关。温差越大，热导率变化对于火积耗散率的影响就越大。根据公式（3），导热过程的倒

易关系数学上表现为火积耗散率对温差和热导率的二阶混合偏导相等。所建立的倒易关系

给出了热导率与温差之间的定量制约关系。这深刻揭示了导热过程发生的物理机制，可

以为导热过程的优化设计提供理论指导。
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3 结 论

倒易关系包括麦克斯韦关系和昂萨格倒易关系是热力学中的基础理论。它们与最小

作用量原理之间具有一一对应的关系。对于满足傅里叶导热定律的导热过程来说，其最

小作用量为火积耗散率。基于此，本文建立了导热过程的倒易关系。

从平衡态热力学的视角看，稳态导热过程可视为一种广义的热力学平衡态。火积耗

散率是该广义平衡态的能量函数，而温差和热导率则可视为该广义平衡态的自变量。分

析显示，热流是与作为自变量的温差所对应的共轭变量。在热量流动方向上，热流处处

相等，体现了强度量的特征。所建立的倒易关系定量揭示了温差和热导率对导热不可逆

性的影响机制以及热导率与温差之间的耦合机制。这是对导热过程物理机制的全新解读。

本文分析同样适用于其他线性输运过程。

参考文献

[1] Onsager L. Reciprocal relations in irreversible processes. I[J]. Physical review, 1931, 37(4): 405

[2] Onsager L. Reciprocal relations in irreversible processes. II[J]. Physical review, 1931, 38(12): 2265

[3] Glansdorff P, Prigogine I. Thermodynamics Theory of Structure, Stability and Fluctuations. London:

Wiley-Interscience Publishers, 1971

[4] Martyushev L M , Nazarova A S , Seleznev V D . On the problem of the minimum entropy production

in the nonequilibrium stationary state[J]. Journal of Physics A:Mathematical and Theoretical, 2007

[5] De Groot S R, Mazur P. Non-equilibrium Thermodynamics. New York: Dover Publications, 2011

[6] HUA, Yu-Chao; ZHAO, Tiao; GUO, Zeng-Yuan. Irreversibility and action of the heat conduction process.

Entropy, 2018, 20.3: 206

[7] HUA, Yu-Chao; GUO, Zeng-Yuan. The least action principle for heat conduction and its optimization

application. International Journal of Heat and Mass Transfer, 2017, 105: 697-703

[8] Ter Horst H J. Fundamental functions in equilibrium thermodynamics[J]. Annals of Physics, 1987, 176(2):

183-217

[9] Tisza L. Generalized thermodynamics[M]. Cambridge: MIT press, 1966, p63, 65

[10] Callen H. Thermodynamics as a science of symmetry[J]. Foundations of Physics, 1974, 4(4):423-443

[11] Callen H. Thermodynamics and an Introduction to Thermostatistics[M]. John Wiley & Sons, 1985, p3,

181, 313, 458


	热传导
	233004-三元碳酸熔盐热物性能理论预测及实验研究-安周建
	233013-基于数据驱动的离子热渗透能量转换的深度学习预测-郭子凌
	233016-未知热源传热体系温度响应时空关联模型-王广军
	233023-聚乙烯醇基柔性复合导热膜的制备及研究-陈燕杰
	233026-液态金属热物性分子动力学模拟研究-杜海怡
	233039-基于一步热还原法的金属石墨烯气凝胶制备及其高效太阳能界面蒸发性质的研究-吴雯婧
	233053-基于深度学习势对硅掺杂氧化镓热输运性质的研究-吴静
	233069-空间目标热特性的相似分析研究-刘柱
	233089-空间惯性传感器的温度影响初步分析-王娅琼
	233098-空间惯性传感器的温度影响初步分析-郝佳
	233104-非晶硅材料微观结构与热输运的调控研究-李有田
	233105-基于Autoencoder结合机器学习模型预测热电优值-徐莹莹
	233110-铜铝复合材料轧制工艺对界面金属间化合生成及热力性质的影响-李佳若
	233126-自湿润流体并联平板热管传热性能实验研究-张世龙
	233144-R513A在水平螺纹管内的冷凝换热性能-路镇阳
	233150-纳米流体流动聚集及热导率增强的格子Boltzmann方法模拟研究-武顺杰-张立志
	233155-10nm尺度氮化镓局域热点的传热测量-黄德钊
	233168-异质结构MoS2-MoSe2热电材料热导率及声子输运机制研究-熊涵娉
	233192-热物性偏差对梯度型防热材料传热性能影响研究-蔡兴考
	233199-基于丙酮基氧化铝纳米流体的平行流热管传热性能实验研究-沈超
	233203-Si1-xGex纳米线中的声子热输运研究-张薇
	233209-采用差分3ω法直接测量聚酰亚胺薄膜面内热导率-任超
	233212-机械挤压诱发锂离子电池内部短路行为特征实验研究-安周建
	233217-低熔点合金基柔弹热界面材料传热性能与可靠应用研究-刘钊
	233218-平板热管吸液芯结构对热管热阻特性研究-刘振宇
	233229-非均匀光照下太阳能热电发电系统实验研究-龙英平
	233244-基于LMC算法的颗粒-纤维增强多组分复合材料等效热导率预测-姜枭
	233246-以自组装单分子层改善相变材料与金属间的界面传热-单子毓
	233267-机器学习辅助研究MOFs热导率构效关系-林元创
	233281-BC2N超硬异构晶体声子热输运特性研究-饶勇超
	233290-基于单侧取水口的对井含水层储能系统传热特性模拟研究-黄立涵
	233302-电场调控芳纶聚合物热导率-宋江南
	233304-声子弹道输运对氮化镓晶体管电学性能的影响-沈扬
	233311-不同自由度椭圆柱涡激运动与传热特性的研究-王用威
	233312-基于SmMnO3钙钛矿的直接驱动太阳能热化学CO2转化-高轲
	233314-PEG@PVAGO同轴相变纤维的制备及储热特性研究-徐瑾
	233341-转角调控GrapheneMoS2异质结构热导率-孟锴
	233370-应用高温热管的高速飞行器端头热防护数值仿真研究-张倩
	233381-脉冲功率芯片的热电瞬态制冷实验与仿真研究-张鹏
	233389-基于激光闪光法的高温熔盐导热系数与吸收系数联合反演-陈浩
	233400-圆柱耦合涡流发生器失稳与混沌特性研究-兰晨阳
	233407-基于随机游走法的热特性参数重建研究-李嘉璐
	233425-多级界面海水淡化的能量效率综合分析-陈雨诗
	233429-考虑火积耗散的自适应启发式算法的换热网络优化研究-段欢欢
	233440-多维纳米颗粒协同强化三元碳酸盐热物性的实验研究-许美杨
	233445-等离子体增强高效太阳能驱动海水淡化-郭浩翔
	233460-一种基于边界条件转移的多模型自适应反演方案-吕财
	233463-复杂纳米结构材料的热输运机理研究：算法和应用-周艳光
	233474-固-固界面接触热阻影响因素的实验研究-陈孟君
	233503-基于温差场均匀性原则的“体点”导热构形优化改进-魏曙寰
	233511-立方氮化硼薄膜各向异性导热系数测试-陈楠
	233517-分光型光伏-热电耦合系统稳态实验研究-杨树
	233532-纳米颗粒强化石蜡相变材料热物性的实验研究-高泓源
	233537-基于聚光分频的全光谱太阳能驱动液态碳氢燃料定向制备系统热力学性能分析-袁熹
	233551-Al2O3PDMS复合材料的制备及导热性能研究-何志远
	233575-超柔性聚乙烯醇复合准均相高导热薄膜的制备及热应用性能-安璐璐
	233580-集装箱式植物工厂节能策略研究-卜坤朗
	233590-汽车发动机舱温度场流场耦合实验及模拟研究-陈斌
	233594-导热过程的倒易关系-薛提微

