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摘要：管束式换热器是一种常见的换热设备，由于其具有结构简单、成本低廉等特点被广泛应用于工

业生产制造。为了提高换热器的综合换热性能，改变换热管的形状是常用的重要方式之一。然而，在

相同雷诺数下，扭曲扁管管束的换热性能和综合换热性能优于圆管管束，但流体横掠扭曲扁管管束的

流动阻力同样显著增大。扁管作为一种强化换热器件，在工业生产中得到广泛应用，其特点包括尾迹

区小和流动阻力小。因此，本文基于扭曲扁管管束的布置方式，通过将组合相同数量的扭曲扁管与直

扁管，分析了组合式管束的流动和传热性能。研究结果表明，组合管管束能够实现更好的综合换热效

果。相比圆管管束，组合管束的流动阻力减小达 28.13%，综合换热性能最大提升约 16.52%。
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0 前言

近年来，全球能源紧缺问题日益严重[1]。如何合理高效地利用能源成为世界各国关

注的焦点，也是实现绿色发展和可持续发展的关键。在这一背景下，强化换热器的换热

性能受到越来越多国家的重视，高性能换热设备的使用已成为有效利用能源的方法之一
[2]。管束换热器是一种常见的典型换热设备，其综合换热性能主要由气体侧的对流换热

系数和压力损失决定。研究表明，在扭曲管束中，流体的纵向和横向流动能显著增强传

热效果。

圆管由于制造方便，在早期的换热器中较为常见。Pierson[3]、Bergelin 等[4]报道了许

多关于顺排和交错排列圆管管束的粘性流动传热和流体摩擦的实验数据。Grimson[5]总结

了顺排和交错排列管束的传热特性，并提供了努塞尔数的相关公式。Jakob[6]总结了顺排

和交错排列管束的经验摩擦因子公式。Kim[7]研究了纵向节距对管内对流换热的影响，

结果表明，随着纵向节距的减小，传热量将降低至 37.1%。然而，当纵向间距比大于 2.7
时，纵向间距对传热影响较小。Zhang 等[8]研究了均匀壁热流边界条件下斜流管组的流

体流动和对流传热。随着管轴斜角从 0°增加至 90°，对流传热速率和摩擦系数均增加，

并提出了不同几何参数下斜角对传热系数和摩擦系数的预测。Li 等[9]发现交叉微管束的

平均传热系数不受热流密度的影响，但随雷诺数和横向间距的增大而增大，随纵向间距

的增大而减小。阻力系数不受热流密度和纵向间距的影响，但随雷诺数和横向间距的增

大而减小。刘万旺等[10]研究了顺排布置的圆管管束的流动和传热性能，通过数值模拟得

出了不同纵向节径比和横向节径比对圆管管束努塞尔数和阻力系数的影响。研究结果显

示，管排结构相较于单管具有更强的湍流程度，平均努塞尔数比单管提高了 37%。增大

横向节径比和纵向节径比能够提高管束的换热效果，但所受摩擦阻力也随着增大，当横

向节径比为 2.5、纵向节径比为 2.7 时综合传热能力最优。陈水林等[11]实验研究了正五边

形的排列方式对圆管管束传热和流动阻力的影响。实验结果表明，当雷诺数在一定范围

内，圆管管束正五边形的排列方式要比正三角形的排列方式好，其传热性能提高了约

9.3%，阻力系数增加约 13.4%，而且综合换热性能也得到提升，因此正五边形的管排方
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式更加具有应用价值。Zhao 等[12]考察了振荡边界条件下 1 排和 2 排管束的强化换热，

与稳态相比，1 排管束和 2 排管束模型的传热系数分别提高了 119.19 %和 150.36 %。Yang
等[13]考虑了斜管束流倾斜角度对传热性能的影响，结果表明倾斜角度为 8°的交替排列方

式可以显著提高传热效率，最高可达 33 %。Shen 等[14]发现螺旋管束的螺旋角参数（15°、

30°、45°、60°、75°）对流动和传热有显著影响，阻力系数和努塞尔数均随螺旋角

的增大先增大后减小。

扁管是一种广泛应用于管束式换热器的强化换热器件，具有尾迹区小和流动阻力小

等特点。相比圆管，在管壳内布置扁管可以实现更紧凑的结构，并且具有更好的换热效

果，符合紧凑式换热器的设计要求，是一种高效率的换热器[15,16]。近年来，学者们对扁

管进行了广泛研究。喻九阳等[17]改进了扁管管束换热器的结构，研究表明，在相同的进

出口体积流量下，扁管换热器的传热系数比圆管增加了 50%，综合换热性能提高了 2 倍

以上。Toolthaisong 等[18]对空气迎角对交叉流式换热器的传热影响进行了实验研究，发

现平均传热系数和空气压降随着空气迎角的增加而增加，但综合性能下降；高速气流对

压降性能影响较大，因为速度增加会导致空气压降迅速增加。Refaey 等[19]通过数值模拟

研究了湍流下叉排扁管结构的对流传热，考察了管束的纵向间距比、横向间距比、雷诺

数和换热管形状对传热和流动特性的影响。在层流状态下，Jassim 等[20]研究了顺排布置

的扁管管束的流动和传热特性，结果显示扁管管束的换热性能优于圆管管束，换热能力

提高了 32.5%~60.6%，而阻力系数相比圆管管束下降了 11%~30.6%。Mazdak 等[21]详细

分析了截面为椭圆形和 triple cassini 换热器的换热特性和阻力特性，并与圆形的动力学

特性进行了比较，triple cassini 截面的努塞尔数最高，且其 PEC 高于圆管 40% - 50%。

He 等[22]通过数值计算分别研究了横掠圆管束、椭圆管束、蛋形管束和凸轮形管束对传

热的影响，研究发现椭圆管束的传热系数最大，圆管束的传热系数最低。Benarji 等[23]

研究了层流下非稳态扁管管束的特性，并总结了管间距对扁管换热器的流动和换热特性

的影响随着雷诺数的变化。AbdRabo 等[24]研究了空气迎角对扁管换热器传热和流动性能

的影响，结果显示随着迎角的增大，传热系数和阻力系数也增大，较大的迎角能够提高

扁管换热器的换热能力，但也带来了较大的阻力。Swain 等[25]研究了管间距变化对扁管

管束和椭圆管束的流动和换热特性的影响，发现随着管间距的增加，换热系数和压降减

小，且横向管间距对传热和流动性能的影响大于纵向管间距。Eleiwi 等[26]对具有不同迎

角的平管进行了强制对流实验，结果显示随着雷诺数和迎角的增加，空气侧传热系数和

努塞尔数也增加。Alnakeeb 等[27]研究了翅片和平管换热器的换热性能，并与常规翅片和

圆管换热器进行了比较，结果显示扁管的长宽比对压降和传热量有显著影响，且纵横比

最低的扁管能够提高换热器的整体性能。

近年来，对于扭曲管的研究越来越多。扭曲管产生的旋流可以减小平均阻力，同时

增加传热系数[28]。通过将多个扭曲管组装在一起形成纯扭曲管换热器，旋转流动不仅消

除了热边界层，还改善了传热效果[29]。因此，扭曲椭圆管被广泛应用于提高换热器性能。

通过调整扭曲椭圆管的几何参数，如长轴、短轴和扭距等，可以改善层流[30]和湍流[31]

流动中内层管的传热效果。Yang 和 Li[32]的研究表明，在层流状态下，增加普朗特数可

以更好地促进热传递。此外，扭曲椭圆管内流体的旋流引起二次流，使流体速度和温度

分布更均匀，从而有效增加传热效果。Zhang 等进行的实验研究[33]表明，在湍流状态下，

随着扭距的减小，换热系数和摩擦系数均增大。Gao 等[34]的研究结果与 Zhang 等[33]的发

现相符，表明降低温度梯度与速度矢量的协同角可以获得较高的努塞尔数。Li 等[35-38]

的研究探究了扭曲椭圆管束在横流空气侧的换热和压降性能，结果显示与布置相同的圆

管束或椭圆管束相比，扭曲椭圆管束在横流中具有出色的传热性能。Khan 等[39]的数值

研究发现，与传统的光滑圆管相比，扭曲椭圆管束具有更好的传热性能。

尽管国内外学者对异形换热管的流动与换热特性进行了广泛研究，但涉及流体横掠



直管与扭曲管组合管束的研究报道相对较少。研究直管与扭曲管的不同组合形式，以探

究其流动和换热特性，对于开发高效紧凑型换热器具有积极推动作用。

1 物理模型及数值方法
1.1 物理模型

图 1 展示了流体横掠组合管管束的几何模型。扭曲扁管是由直径为 20mm 的光滑圆

管挤压形成的直扁管，然后沿着法线方向旋转 360°进行扭曲。扭曲过程中，扁管与扭

曲扁管的截面周长始终保持与圆管相等。扭曲扁管和直扁管的长短轴比为 A/B=2.85。扭

曲扁管的扭距为 S=100 mm，直扁管的管长为 L，横向管间距为 St=60 mm，纵向管间距

为 Sl=40 mm，纵向管排数为 N=4。为了确保来流速度均匀，并避免在出口处产生回流

现象，入口和出口进行了延长处理。

图 1 流体横掠组合管管束示意图

为了提高计算效率，本文进行了计算域模型的简化，并选择任一重复单元作为计算

单元。在计算域内，扭曲扁管和直扁管的长度为 S=100mm。考虑到铜的传热性能较好

且作为固体域材料，我们可以假设换热管的热阻可以忽略，并将换热壁面视为等温壁面。

此外，换热管的厚度对计算结果影响可以忽略不计。图 2 展示了横掠管束的数值模型。

可以通过不同的组合来布置扭曲扁管和直扁管，如图 3 所示。具体而言，组合管管

束①的前三排为扭曲扁管，最后一排为直扁管；组合管管束②的第一排为直扁管，最后

三排为扭曲扁管；组合管管束③的前两排为扭曲扁管，最后两排为直扁管；组合管管束

④的第一、三排为扭曲扁管，第二、四排为直扁管；组合管管束⑤的前两排为直扁管，

最后两排为扭曲扁管。

图 2 计算流体域数值模拟模型



图 3 组合管管束布置示意图：(a) 组合管管束①；(b) 组合管管束②；

(c) 组合管管束③；(d) 组合管管束④；(e) 组合管管束⑤

1.2 控制方程及计算方法

本文使用 ANSYS FLUENT 软件对流体横掠组合管管束进行三维数值模拟。流动介

质为空气，采用有限体积法进行求解。为了使模拟过程顺利进行，并保证模拟过程能与

实际情况无线吻合的前提下，考虑以下假设条件：流体是物性参数不变的空气；流动和

传热是稳态的；流动是不可压缩、稳定的湍流；不考虑重力、粘性耗散和辐射。流体湍

流状态下的控制方程可以表示为：

连续性方程：
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本文均采用 SST k-ω湍流模型，湍流动能方程 k 和扩散方程ω的运输方程如下：
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式中，  和 -  为ω的扩散率； G —由层流速度梯度产生的湍流动能； G —由扩

散方程ω产生的湍流动能； Y 、 Y —湍流动能的耗散； D —正交发散项。

在 Fluent 进行计算时压力速度耦合采用 COUPLED 算法，对流项和扩散项分别采用



二阶迎风格式和中心差分法，对动量和能量方程使用二阶迎风格式。此外，本文雷诺数

(Re)变化范围为 2500 - 15000，进口选择速度入口边界条件，Tin 为 293.15K；出口采用压

力出口边界条件；换热管壁面设置为无滑移，且管壁温度均匀，Twall 为 333.15K；为了

减少网格数量，提高计算效率，在 y=St/2 与 y=-St/2 设置为周期边界条件；将周期边界

条件应用于 z=0 与 z=S 所在的平面。当能量方程的标准化残差值小于 10-8，其它方程的

标准化残差值小于 10-5时，认为数值计算已经收敛。

1.3 参数定义

本文主要研究了流体横掠组合管管束的流动及传热性能，其中用 Nu 来评价换热器

换热强度的高低，用欧拉数 Eu 作为评价流阻性能的指标，为了综合评价对流传热性能，

采用 PEC 进行表征。公式定义如下：

雷诺数 Re：
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其中，C 为换热管的截面周长。

努赛尔数 Nu：
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综合换热评价系数 PEC：
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其中，Nu0 和 Eu0 分别为圆管管束的努塞尔数和欧拉数。如果综合换热性能评价因

子 PEC>1，说明组合管管束相比圆管管束有更好的综合性能。

1.4 网格划分及独立性考核

使用多面体网格对扭曲扁管管束进行划分。在湍流状态下，除了需要高质量的网格，

还需考虑近壁面边界层的网格尺寸，以确保能准确模拟边界层内的流动和换热情况。扭

曲度较大的区域可能导致网格质量下降，进而影响计算的精度和收敛性。因此，需要合

理增加网格数量，并检查网格单元的形状和密度。图 4 展示了计算域模型的网格及其细

节。

为了确保数值计算结果的可靠性，本文进行了网格独立性考核，以针对组合管管束

①在雷诺数为 10000 时进行评估。表 1 显示，第三套网格与第四套网格的压差和努塞尔

数仅相差-0.58%和-0.20%，证明该网格模型的数值解具有独立性。因此，在保证计算精

度和效率的前提下，在第三套网格的基础上进行后续计算，并进行相应的调整。



图 4 计算域模型网格及网格细节

表 1 网格独立性考核

NO. 网格数 ∆P(Pa) 误差 Nu 误差

1 621375 55.10 -1.50% 74.87 -0.76%

2 842851 55.35 -1.05% 75.07 -0.50%

3 1121474 55.62 -0.58% 75.29 -0.20%

4 1366948 55.94 — 75.44 —

1.5 数值方法验证

图 5 数值结果与参考数值对比：(a) Nu 验证；(b) Eu 验证

在验证计算模型和方法的正确性和可靠性方面，本文对错排布置下的圆管管束进行

了数值模拟计算，并将其结果与文献[40,41]中的结果进行了对比，如图 5 所示。在 Re
为 5000 时，Nu 的最大误差为-3.14%，而在 Re 为 12500 时，最小误差为-0.40%。对于

Eu，在 Re 为 5000 时，最大误差为-3.04%，而在 Re 为 10000 时，最小误差为-0.64%。

综合考虑各种因素，所有的误差都在允许的范围内，证明本文使用的数值模拟方法是可

靠的，所得到的数值结果是可信的。



2 结果与分析

2.1 组合管管束对温度场的影响

对不同组合管管束进行了数值模拟，得到了温度的分布情况。以雷诺数等于 15000
时的工况为例，图 6 展示了同一截面上不同组合管管束与扭曲扁管管束的温度场。管束

阻挡流体流动，导致分流和回流区的形成，在背流面区域使得温度较高。图 6(Ⅰ)显示了

组合管管束在截面 z=S/2 处的温度云图。由于流体横掠扭曲扁管时的迎角与直扁管相同，

对管束后流体的流动影响较小，高温区域较小。图 6(Ⅱ)为组合管管束在截面 z=3S/4 处

的温度云图。扭曲扁管在该截面处的迎角为 90°，回流区增大，高温区域扩大；而直扁

管的迎角保持不变，高温区域减小。扭曲扁管管束的换热性能最佳，横截面上的高温区

域最大。组合管管束⑤由于引入直扁管，减弱了流体的扰动，在出口处温度较低。综合

比较各组合管管束，将扭曲扁管布置在前排、直扁管布置在后排可以增大管束周围高温

流体范围，增强换热性能。

图 6 不同组合管管束的温度云图：(Ⅰ) 截面 z=S/2；(Ⅱ) 截面 z=3S/4；(a) 扭曲扁管管束；

(b) 组合管管束①；(c) 组合管管束②；(d) 组合管管束③；(e) 组合管管束④；(f) 组合管管束⑤

2.2 组合管管束对流线图的影响

流线图能够展示流体横掠组合管管束时漩涡形成和回流区域大小的情况。在雷诺数

为 15000 时，图 7 显示了不同组合管管束和扭曲扁管管束的流线图。从图 7(Ⅰ)可以观察

到，在该截面上，迎角较小，导致流体通过管束时的阻力较小，流道流线性能较好，回

流区的面积较小。将直扁管放在第一排时，第一排管束后形成较大的回流区，而其他管

束后的回流区较小。图 7(Ⅱ)展示了不同组合管管束和扭曲扁管管束在截面 z=3S/4 处的

流线图。在该横截面上，由于流体横掠扭曲扁管的迎角增大，流体受到更大的阻力，形

成的回流区域增大，改变了流动趋势，导致阻力增加。可以看出，扭曲扁管管束对流体

流动的影响最大，回流区最大，产生的流动阻力超过组合管管束。而组合管管束中的直

扁管减小了回流区域，减弱了对流体流动的影响，导致流动阻力减小。



图 7 不同组合管管束的流线图：(Ⅰ) 截面 z=S/2；(Ⅱ) 截面 z=3S/4 ；(a) 扭曲扁管管束；

(b) 组合管管束①；(c) 组合管管束②；(d) 组合管管束③；(e) 组合管管束④；(f) 组合管管束⑤

2.3 组合管管束对湍动能的影响

图 8 不同组合管管束的湍动能云图：(Ⅰ) 截面 z=S/2；(Ⅱ) 截面 z=3S/4 ；(a) 扭曲扁管管束；

(b) 组合管管束①；(c) 组合管管束②；(d) 组合管管束③；(e) 组合管管束④；(f) 组合管管束⑤

流体横掠组合管管束时会产生湍流扰动，湍动能的耗散对换热和压降性能有影响。

在雷诺数为 15000 时，图 8 展示了不同组合管管束对湍动能的影响。从图中可以清楚地

看到，在流体通过管束后，由于组合管管束的布置结构，流体速度和湍动能不断变化。

此外，由于流体横掠管束形成了回流区，涡旋增加了湍动能，因此在管束后形成了高湍



流区。图 8(Ⅰ)显示了组合管管束在截面 z=S/2 处的湍动能分布，该截面上流体的扰动较

弱，整个截面上的湍动能较小。而图 8(Ⅱ)显示了扭曲扁管管束在截面 z=3S/4 处的湍动

能分布，该横截面上由于管束的布置结构，流体流向发生剧烈变化，导致高湍动能区域

增加。在组合管管束中，第 5 种布置方式的高湍动能区域较小，表明管束后的回流区和

湍动能耗散较小，压力损失较小；而扭曲扁管管束后的高湍动能区域较大，换热通道内

的压力损失也较大。

2.4 组合管管束对平均 Nu 和欧拉数 Eu 的影响

图 9 为不同组合管管束的 Nu 和 Nu/Nu0 随雷诺数 Re 变化的曲线。从图 9(a)可以明

显看出，随着 Re 增加，不同组合管管束的 Nu 呈线性增加。雷诺数的增加导致换热通道

内流体速度增加，从而增强传热能力。值得注意的是，所有组合管管束的 Nu 明显小于

扭曲扁管管束，即换热性能弱于扭曲扁管管束。在图 9(b)中，Nu/Nu0 随雷诺数 Re 增大

也呈上升趋势。具体来说，组合管管束①的 Nu 明显小于扭曲扁管管束，减小了

1.30%~2.93%，但仍大于其他组合管管束和圆管管束，增加了 7.38%~12.77%。组合管管

束⑤的换热效果最差，其 Nu 比圆管管束减小了 7.01%~9.6%，比扭曲扁管管束减小了

16.90%~19.96%。其主要原因为组合管管束⑤的前两列均为横向布置的直扁管，当流体

经过时，只起到分流器的作用，对流体在纵向上未形成有效扰动，图 7(f)和图 8(f)可进

一步解释此现象。当流体经过前两列扁管，仅在扁管末端存在微小的涡和较小的湍动能，

这减弱了流体的混合作用，从而导致换热性能较弱。组合管管束②和④的 Nu 相差不大，

相较于圆管管束，分别最大增加了 3.77%和 4.07%，但仍小于组合管管束③。综上所述，

通过将扭曲扁管布置在前排、直扁管布置在后排，可以提高换热性能，在此基础上增加

扭曲扁管的数量也有利于提高组合管束的换热性能。

图 9 不同组合管管束：(a) Nu 随 Re 的变化图；(b) Nu/Nu0 随 Re 的变化图

图 10 为不同布置方式下组合管管束的 Eu 和 Eu/Eu0 随雷诺数 Re 的变化。从图 10(a)
可以观察到，随着雷诺数 Re 的增加，不同组合管管束的 Eu 逐渐减小，且下降趋势逐渐

减缓。在图 10(b)中，扭曲扁管管束的 Eu/Eu0 大于 1，表示其流动阻力大于圆管管束；

而组合管管束的 Eu/Eu0小于 1，意味着其流动阻力较小。在所有组合管管束中，组合管

管束②具有最大的 Eu 值，比圆管管束减小了 4.89%~6.12%，比扭曲扁管管束减小了

18.44%~19.17%。而组合管管束①的 Eu 略小于组合管管束②。组合管管束⑤的 Eu 最小，

比圆管管束减小了 26.53%~28.13%，比扭曲扁管管束减小了 37.75%~38.18%。在相同工



况下，组合管管束的流动阻力明显小于圆管管束，因此选择组合管管束换热器可以减少

设备功率损耗，从而降低能源消耗。

图 10 不同组合管管束：(a) Eu 随 Re 的变化图；(b) Eu/Eu0 随 Re 的变化图

2.5 组合管管束对综合换热性能 PEC 的影响

图 11 不同组合管管束 PEC 随 Re 的变化图

图 11 为综合换热性能评价因子 PEC 随雷诺数 Re 的变化。随着 Re 的增加，PEC 也

呈增加趋势。由图可知，在较低的 Re 范围内，组合管管束的 PEC 显著增加，但当 Re
增加到约 10000 时，增加速率明显变缓。这表明在较高的空气流速下，组合管管束的流

动阻力大于换热性能的提升，从而导致 PEC 的变化呈平缓趋势。并且图 11 中的组合管

管束的 PEC 都大于 1，这说明明其综合换热性能明显均优于圆管管束。虽然扭曲扁管管

束的 Nu 较大，但其流动阻力也较高，这限制了其换热性能的发挥，因此在综合评价下

其综合换热性能并不是最佳的，比圆管管束提升了 3.70%~9.68%。而组合管管束③具有

较小的流动阻力，因此具有最佳的综合换热性能，比圆管管束提升了 11.48%~16.52%；

而组合管管束⑤的综合换热性能最差，仅比圆管管束提升了 0.92%~2.69%。总的来说，

由于组合管管束具有较低的流动阻力，能够有效增强换热器的综合性能。



3 结 论
本文研究分析了流体横掠组合管管束的传热和流动特性，并与扭曲扁管管束和圆管

管束进行了比较。得出以下结论：

(1) 不同组合管束使得截面处温度场和速度场产生了显著的变化。其中，在 z=3S/4
处，不同组合对应的流线图和湍动能差异明显，扭曲扁管管束产生了最大的回流区，而

加入直扁管后，回流区减小，阻力减小。另外，相比于独立分布的扁管，对称分布的扁

管对流体产生更大的扰动，在其尾端表现出更大的湍动能。

(2) 对五种组合管管束的流动和传热特性进行比较发现，组合管管束①的 Nu 最大，

相较于圆管管束增加了 7.38%~12.77%；组合管管束⑤的 Nu 最小，相较于圆管管束减小

了 7.01%~9.6%。组合管管束②的 Eu 最大，比圆管管束减小了 4.89%~6.12%；组合管管

束⑤的 Eu 最小，比圆管管束减小了 26.53%~28.13%。

(3) 本文所提出的管束组合方式均具有良好的综合换热性能(PEC>1)，并且随着 Re
的增大，PEC 明显提高，其增加趋势逐渐趋于平缓。与其他管束组合相比，组合管管束

③的综合换热性能最佳，比圆管管束提高了 11.48%~16.52%。因此，改变扭曲扁管和直

扁管的组合方式对综合换热具有显著作用，这可用于指导管束式换热器的优化设计。
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摘要：

随着信息技术的快速发展，电子器件趋向于微型化、集成化和高功率化，电子芯片热流密度快速增加，

导致器件内部环境温度剧烈升高，其“温控”难题为热管理材料的研发带来了全新的挑战。石蜡由于其具

有理想的熔点以及高潜热的优势，在电子芯片热管理领域受到越来越多的关注。本文建立了相变材料电子

芯片温控散热器的多相态传热模型，揭示了其流场、相场及温度场在非稳态下的变化规律。结果表明，相

变温控区石蜡融化过程中，其温度场由四周向内部呈梯度分布，石蜡融化完成后速度场达到最大值，流速

达到了 0.009 m/s，自然对流与重力因素产生的浮升力效应增强了石蜡在相变温控区的流动传热特性，为电

子设备的热设计与热管理提供了理论依据。

关键词：相变材料石蜡；电子芯片散热器；多相态传热；数值模拟

0 前言

随着 5G 通信、智慧城市、物联网、人工智能以及可穿戴器件等为代表的高新技术的迅

速发展，电子器件正趋向于小型化、高度集成化和高功率化，由此产生高热流使得电子器件

的运行环境更加的复杂[1-4]。研究表明，电子器件服役温度升高 10 ℃，则其可靠性将会下

降 50 % [5,6]。因温度过高而导致电子元件失效占所有故障原因的 55 % [7]。因此，为了确

保电子器件运行时的可靠性、稳定性和服役寿命，设计研发高性能的温控技术成为日益重要

和紧迫的课题。

电子器件温控方式主要有自然风冷、强迫风冷以及液体冷却等散热技术[8]。自然风冷

是指在不使用外部能量的情况下，发热部件向低温环境散热达到降低温度的目的，而这种方

式对于大功率集成电路不适用。强迫风冷是利用风扇迫使周围气体流动，把热量从器件中带

走，这种方式增大了散热面积，但是风源的加入增加了系统的复杂性。液体冷却是针对电子

芯片提出，其工作原理是使用冷却剂吸热并把热量带走，但是在长时间服役过程中管路易被

沉积物堵塞，严重影响散热的效果。目前基于相变材料的温控技术受到了广泛关注，相变温

控是利用相变材料在相态演变过程中吸收/释放热量而温度基本保持不变，从而实现对受控

器件的温度控制[9]。与其他温控方式不同，相变温控因其结构简单、性能可靠、节能环保

等优势在大功率集成电路与便携式电子器件的温控等领域得到了越来越多的应用。

数值模拟是研究相变材料温控散热器重要的方法。通过数值模拟实现了相变材料传热过

程的可视化、定性和定量分析[10,11]。Alshaer 等 [12]提出了碳纳米管基定型复合相变材料

作为热管理模块，使用基于单域能量方程的体积平均技术建立了数学模型。采用 CFD 代码

求解了控制方程，通过数值模拟的方式定量的研究了壳体-复合相变材料结合处和复合相变

材料内不同表面之间传热过程的界面效应。模拟结果表明，由于纳米碳管的插入，CF-20 +

* 本项目得到国家自然科学基金项目（U22A20213 ）资助
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RT65/MWCNTs 的热导率显著增加，电子器件模块表面温度降低 11.5%。Yang 等[13]制备了

Field's metal/泡沫铜定型相变材料散热器与电路集成安装在氮化镓（GaN）芯片器件上，通

过三维有限元方法集成装配的（FEM）仿真，模拟对比了有无定型相变材料的散热器对氮

化镓器件冷却效率的影响。模拟结果表明，有定型相变材料的散热器器件结温度比无相变材

料的散热器温度降低了 10 ~20 ℃，有效的实现了对氮化镓芯片的热管理。Cao 等[14]将形

状稳定的复合相变材料定型复合到波纹芯 ITPS 结构中，制备了集成热防护系统，通过瞬态

传热分析研究了其相变热管理特性。与传统 ITPS 相比，该系统可使底面板最高温度降低

18.46 %。此外，与传统 ITPS 相比，ITPS 重量减少了 14.32 %，厚度减少了 46.09 %，有

助于实现整车轻量化和结构的优化设计。

因此，数值模拟在电子器件热设计中具有非常重要的作用，数值模拟可以结合实验数据

对电子器件的结构进行优化。从而设计出性能与结构优异的电子器件，进一步提升电子器件

的热管理效率。而且数值模拟研究还可以对实验获取的少数特征点进行拟合，得到连续曲线

并进行工艺优化。

1 模型构建

1.1 物理模型

针对电子芯片发热高的特点，研究选用填充相变材料的热沉对芯片进行温度控制研究。

把芯片简化为二维热源，位于热沉基板中央位置，芯片正上方为相变热沉，热沉材料选用电

子器件常用材料金属铜，芯片大小为 25.4 mm*5 mm，模拟芯片运行产生的热流密度为 10000
W∙m-2，相变材料散热器具体尺寸如图 1-1 所示。

图 1-1. 相变材料电子芯片温控散热器物理模型与计算域

将芯片的均匀热流施加到定型复合相变材料填充的热沉底壁上。在本研究中，由于忽略

了芯片与相变材料填充热沉之间的接触热阻，因此可以采用相变材料填充热沉的底部平均温

度来监测芯片的温度。相变材料石蜡热物性如表 1 所示。环境初始温度为 25 oC，重力方向

沿ｙ轴负方向垂直向下。

表 1 石蜡材料热物性

Property ρ (kg/m3) cp (kJ/(kg·℃)) T0 (℃) Δh (kJ/kg) λ (W/(m·℃))

Paraffin 818 2.14 48.28-54.21 266 0.24

1.2 数学模型

数值模拟的连续方程如下：

g

相变材料

热源, Q

芯片

25.4 mm

5
m

m

60 mm

7 mm7 mm

14
m

m

12
m

m

翅片
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式中： u, v 为速度 V 的 x 方向上和 y 方向上的分量；ρ-密度；μ-粘性系数；λ-导热系数；cp-
比热容；p-压强；Su, Sv分别为 x, y 方向上的动量源项； Sh 为能量源项。加热过程中，相变

材料温度升高并出现熔化现象，相变材料区固液两相采用线性处理：

lT T 时 1lf  (5)

s lT T T  时    l s l sf T T T T   (6)

sT T 时 0lf  (7)

其中 fl 表示变材料中液相的含量，fs表示材料中固相的含量。Mushy 区域的阻力为：

m
m

vA
K

 


 (8)

其中  
23 1l sK f D f  

 
[15]。

固液相变引起的热量变化为

l
m m

fQ H
t

 


 

 (9)

其中H为相变材料固液相变的潜热。

1.3 相变过程模拟

首先对相变传热的基本理论进行简要概述，然后建立相变材料基电子芯片散热器数值与

物理模型，最后利用 Gambit 软件进行网格划分，在经过反复的调试与对比后，最终确定时

间步长设置为 0.1 s，网格数量为 336116 个进行数值模拟，此时模拟结果不受网格数量影响。

将网格导入软件 Fluent 进行求解，详细的介绍了 Fluent 使用模型和参数的选择与设置。设

置两个温度监测点，其坐标分别为 Tbottom（6 mm,0 mm），Ttop（20 mm,0 mm）。为了节省

机时，把连续性方程的残差线调到 0.01，以加快收敛。利用 Patch 面板指定复合相变材料

区域的初始温度 25 oC。 时间步长设置为 0.1 s。

3 模拟结果与分析

图 1 显示了通过数值模拟计算出时间 t 分别在 233.6 s、500 s、600 s、700 s、900 s 和
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1155 s 时，电子芯片温控散热器内相变材料的温度场分布图。由于传热模型采用了对称边

界条件设置，所以云图采取了对称化放置，可以更加直观地进行分析比较不同时间下温度场

的变化。在传热过程初期（t=233.6 s），相变温控区也是以热传导的方式进行传热，但是由

于有机相变材料的热导率较小，所以内外温差较大，在芯片运行时温度上升较慢。温度较高

大约在 56.9 oC 左右，在垂直方向远离芯片发热源一侧，翅片上温度分布较低在 49.8 oC 附

近，最高温与最低温相差约 7.1 oC。随着传热过程的进行，温度在散热器铜基外壳的热导率

要远远大于有机相变材料的热导率，所以在相变区相变材料四周的温度要远远高于内部的温

度。另外在相变区存在较为明显的温度梯度，在垂直芯片方向上的翅片温度也是升高的最快。

图 1. 石蜡基相变材料散热器温度场变化过程

如图 2 所示，石蜡基相变材料散热器在不同时刻轴线上温度分布曲线图。由于电子芯片

运行时从底部发热，所以相变材料从底部首先吸收热量，温度沿轴线由高温向低温处翅片的

传递。当加热时间约为 233.6 s 时，相变材料石蜡达到了相变点。在时间为 233.6 s ~ 1155 s
的相变过程中，相同时间段内相变区域的温差非常大，并且随着时间的增加，温度起伏越加

的明显，这是因为密度与热流的原因，漂浮的石蜡产生了浮动。
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图 2. 相变材料石蜡散热器轴线上不同时间、不同距离温度分布

如图 3 所示，有机相变材料石蜡基电子芯片温控散热器中相界面随时间变化演化过程。

图形上方的的颜色表示熔化过程中固液相所占的比例，既黄色区域表示固体，红色区域表示

液体，分析可知：

第一阶段 0 s~233.6 s 时：电子芯片温控散热器中相变材料处发生的是显热吸热，相变

233.6 s 500 s

600 s 700 s

9000 s 1155 s

34.85 oC 44.49 oC 54.14 oC 63.78 oC
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材料从底部开始吸收芯片放出的热量开始熔化。

第二阶段 233.6 s ~1155 s 时：温度在散热器铜基外壳的热导率要远远大于有机相变材料

的热导率，所以在相变区相变材料由四周向着中心熔化。随着相变的进行，固相不断的融化

并开始上浮；图中黄色的区域由四周向着中间不断的变小，即图中红色的区域不断变大。

第三阶段 1155 s 时：相变材料区域熔化完成，相变材料以液相显热的方式进行升温。

图 3. 石蜡基相变材料散热器相变界面变化过程

如图 4 所示，有机相变材料石蜡基电子芯片温控散热器在不同时间下平均温度与固相率

分布图。相变区域的平均温度随着电子芯片运行时间的增加而升高，而石蜡的固相率随着运

行时间的增加而减小。在 233.6~500 s 时，温度的斜率最大既在这一阶段相变材料区升温最

快，温度的变化率约为 24.2 %。而与之相应的相变材料的固相率变化的斜率在这一过程中

也是最大的，这是因为在这一阶段相变材料间的温差较大，所以开始熔化的速度最快。当时

间达到在 500~900 s 时，平均温度随着加热时间的变化，各时间段的斜率约相同。当时间达

到在 1155 s 时，相变材料石蜡的固相份数趋于零，既此时相变区熔化完成。
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图 4. 相变材料石蜡基相变区域不同时间下温度与固相分布

如图 5 所示，电子芯片温控散热器中有机相变材料石蜡随时间变化过程的速度分布云图。

分析可知：芯片运行时产生的热量最先由底部传递到相变材料，相变材料的底部会先发生熔

化产生了流速，但是相变材料石蜡的热导率远远小于封装相变的基体材料铜，所以在芯片继

续运行时产生的热量由铜基体向翅片传递的速度要远远大于相变材料石蜡，此时石蜡的熔化

过程由四周向内部进行熔化。在重力与浮力的作用下，熔化的四周区域也形成了速度场。随
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900 1155 s

固体 液体
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着相变材料加热熔化的进行，固体区域越来越小，液体区域逐渐的增大。流速也越来越大。

当完全熔化时，流速最大达到了 0.09 m/s。自然对流与重力因素产生的浮升力效应对有机相

变材料的速度场产生了较大的影响。流速方向是，在轴线上两股流体在中心处汇合后沿着中

心轴向上流动，其流速在轴线上最大然后与上表面接触后，流速向相反的方向流动速度逐渐

变的缓慢。

图 5. 石蜡基相变材料散热器速度场变化过程

如图 6 所示，有机相变材料石蜡基芯片散热器，芯片与翅片表面温度随时间的变化检测

图。与金属基电子芯片散热器相比，芯片（监测点 Tbottom）与翅片（监测点 Ttop）的升温整

体传热过程有着很大的不同，首先没有明显的相变阶段，这是因为石蜡属于非晶材料没有固

定的熔点。与金属热导率相比，有机材料相变石蜡的热导率较小约为 0.24 W∙m-1∙oC-1，所以

其传热速率比较慢，达到相变点所用时间较长。在监测点检测到芯片表面与翅片处的温差约

为 7.1 oC。
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图 6. 相变材料石蜡电子芯片温控散热器相变区域监测点温度随时间的变化
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本文建立了相变材料基电子芯片温控散热器多相态传热模型，分析其在传热过程中，温

度分布、相态的演化、速度场变化。并进一步模拟了非稳态下电子芯片表面的温度与时间的

关系。主要结论如下：

（1）电子芯片散热器铜基外壳的热导率要远远大于有机相变材料石蜡的热导率，所以在相

变区域温度场分布由四周向相变材料内部进行分布。

（2）在相变过程中由于有机相变材料石蜡热导率低，温度在电子器件中分布不均匀， 电子

芯片表面的温度与翅片之间的最大温差约为 7.1 ℃。

（3）电子芯片温控散热器相变区域，相态演化与温度场趋势类似，石蜡完全融化时，其中

流速达到最大值约为 0.009 m∙s-1。

（4）电子器件散热区域石蜡相态演变过程中自然对流与重力因素产生的浮升力效应增强了

相变区域的流动。为电子设备的热设计与热管理提供了理论依据。
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摘要：微通道换热器（PCHE）是铅冷快堆小型化的关键设备之一。液态铅铋合金会对不锈钢中某些元素产

生腐蚀，目前采用表面氧化工艺，降低液态铅铋合金对结构材料的腐蚀，因此有必要对换热器中氧化腐蚀

特性进行研究。本研究基于 Fluent 软件耦合氧化动力学模型，模拟了奥氏体钢制成的直通道 PCHE 在与超

临界二氧化碳换热的不同工况下的氧化腐蚀行为。结果显示，流体通过直通道时，壁面氧化层厚度随温度

增加而增加，缺氧时间随温度和氧浓度增加而增加。

关键词：PCHE,液态铅铋合金，超临界二氧化碳，氧化腐蚀。

0 前言

铅冷快堆采用液态铅或液态铅铋合金作为冷却剂，采用闭式燃料循环方式，具有良好

的核废料嬗变和核燃料增殖能力，因其能很好地满足第四代反应堆安全性、经济性、持续

性和核不扩散的目标要求，因此被认为是第四代反应堆的六种主要堆型之一
[1]
。

微通道印刷电路板式换热器（PCHE）在换热器中具有优异的性能，可以承受高温高压

易小型化。超临界二氧化碳(S-CO2)布雷顿循环可配备近十几年发展起来的核能、太阳能等

不同热源。S-CO2循环成为核能系统最有前景的循环之一，特别是对于铅冷快堆，由于具有

稳定性好、结构紧凑、器件体积小等特点
[2]
，被认为是二回路工质的候选之一。li 等

[3]
对

比了不同动力循环的热效率，认为在四代堆中采用 S-CO2动力循环是有前景的。

液态铅铋合金对于结构材料的腐蚀，是液态铅铋合金在 PCHE 中使用的一个关键难题，

在高温下暴露于液态铅铋合金中时，结构材料会发生严重的腐蚀。减少腐蚀的可行途径之一

是通过降低钢构件的溶解速率，在钢材表面形成并维持保护性氧化膜，防止钢材进一步腐蚀
[4]
。Tedmon

[5]
建立了对于 Fe-Cr 合金的氧化物增长氧化动力学模型；Marino 等

[7]
对带有绕

丝的燃料组件进行了氧传质模拟，采用固定氧化层高度的稳态模拟在节省计算资源的同时可

以大概计算出组件中氧传质分布，Churbanov 等
[8]
提出线性与非线性结合氧化模型对横掠管

束工况下氧化层的生长进行了瞬态模拟，但是没有实验证明模型是否适用；Feng 等
[9]
对燃料

组件进行了氧化层生长的瞬态模拟，对氧气分布进行了分析；Martinelli
[10]

等通过实验提出

了有用空间理论并建立了针对马氏体钢的双层氧化模型；Martinelli
[11]

等还通过静态和动态

流动实验验证并且建立了液态铅铋合金在 T91 和纯铁中的腐蚀行为的数学模型。Martinelli

等
[12]

通过实验确定了不同温度区间下氧气浓度的适用范围，本文所开展的工况均在适用范

围以内。

基金项目：国家自然科学基金资助项目(NO.12275084)；国家重点研发计划资助(NO.2020YFB190140403)



在 PCHE 中液态铅铋合金对结构钢材料高温段腐蚀产物的产生可以通过在管壁处形成氧

化膜来抑制，避免在冷端的大量沉积造成堵塞。本文通过对 316L 钢作为结构材料的直通道

PCHE，液态铅铋合金和 S-CO2分别作为热冷侧工质进行换热模拟，并且耦合氧化模型，对

不同进口速度和进口温度的液态铅铋合金采用 ANSYS FLUENT 软件仿真模拟，通过对不同时

刻 PCHE 内氧传质的分布与不同位置氧化层生长曲线的变化，可以对以后 PCHE 在铅冷快堆

的中的应用提供参考。

1 数值模型

1.1 计算模型

图 1 展示了本文所选用的几何结构，几何结构为半圆形直通道 PCHE，换热单元半径

（R）为 1mm,左右间距为 0.4mm,上下间距为 0.5mm，考虑到充分发展段对计算的影响，流

动长度（L）设置为 220mm，热侧工质为液态铅铋合金，冷测为超临界二氧化碳，上下左右

壁面采用周期边界条件，前后壁面设置为绝热，入口边界条件为速度入口边界条件，出口

为压力出口边界条件。为使换热器换热性能达到最佳，液态铅铋合金与超临界二氧化碳采

用逆流布置方式
[13]

。图２展示了计算中所采用的网格，壁面附近网格加密处理。

本研究针对进口氧浓度为 10
-6
wt%进口氧浓度的工况展开，对比不同进口温度和流速的

液态铅铋合金的氧气分布与氧化层厚度，固定冷侧进口温度和速度。表 1 展示了本文模型的

几何参数，表 2，3展示了边界条件的设置。

图 1 几何模型

表 1 几何参数

流动⻓度/mm 半径/mm 通道间距/mm

220 1 0.4



图 2 网格分布

表 2 热侧边界条件

温度/K 速度/m/s 氧浓度/wt%

773 1.8 10
-4

723 1.8 10
-4

673 1.8 10
-4

773 1.8 10
-4

773 1.5 10
-4

773

773

773

723

673

1.2

1.8

1.8

1.8

1.8

10
-4

10
-5

10
-6

10
-6

10
-6

表 3 冷侧边界条件

温度/K 速度/m/s

600 4.2

1.2 控制方程及离散格式

采用瞬态雷诺时均控制方程：
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采用 SST k-ω模型解耦。

对于湍流热扩散系数αt的计算采用雷诺类比的方法，假定湍流粘度 vt与湍流热扩散系

数αt之比近似为 1，这一比值称为湍流普朗特数 Prt，对于液态铅铋合金（Prt>>1），其湍流



普朗特数分布与普朗特数、流动几何和流动状态呈非线性相关，因此雷诺类比方法并不适用，

需要引进新的 Prt模型计算液态金属湍流换热。

本文采用 kays
[14]

提出的 Prt模型来计算液态铅铋合金湍流换热的湍流热扩散系数αt：

5.1652

1Pr

0.5882 0.228 0.441 1 t

t

v vt tv v e
v v




   

           

(4)

压力和速度解耦采用simple算法，二阶迎风格式离散对流项，时间步长设置为0.001s，

保证库朗数 Co<=1。

1.3 氧化模型

不锈钢在液态铅铋合金中的氧化腐蚀机理非常复杂，对于氧化腐蚀过程的数学模型的

建立是非常困难的，因此在建模的过程中采用了很多假设。考虑到氧化物薄膜很小，可以

近似与稳态条件，这一条件下，在液态铅铋合金与氧化物薄膜之间的来自铅铋侧的氧气的

质量通量等于来自氧化物薄膜侧的氧化物质量通量与参与氧化反应的氧气的质量。本文使

用的氧化模型假设的其他条件如下：

（1）假设在钢表面上形成的氧化物层是 Fe3O4（磁铁矿）。

（2）钢的氧化过程是扩散控制的，遵循抛物线生长规律。

（3）氧化膜的形成不影响流体流动。

采用对流扩散方程来表示氧浓度的输运：

j i
j j j

C C Cu S
t x x x

    
         

(5)

其中 为组分的扩散系数。不锈钢管壁氧化可以由下式表示：

3 43 4Fe O Fe O  (6)

在流动的液态铅铋合金中，铅铋与不锈钢表面同时有两个过程发生，分别是氧化与溶解。

氧化物薄膜的厚度可以由下式导出：

  1 2( )p cX t K t Q t  (7)

X 表示氧化层厚度单位为厘米（cm）， pK 为氧化层生长速率常数， cQ 为氧化层消除速

率常数， t 为时间单位为秒(s)。 pK 和 cQ 可以被结合为经验表达式 K 。

   
1 2X t K t  (8)

对于奥氏体 316L 不锈钢，soon 等
[15]

通过实验拟合，该实验中温度范围为 773K-623K，

K 被表示为式(12)；

  3 1616263.027 10 expK T
RT

  
   

 
(9)

其中 R 为气体常数 8.314J/mol/K，T 为局部壁面温度，单位为开尔文（K）。延通道的

轴向与径向存在氧浓度梯度，并不是所有位置都会发生氧化反应，因此，需要求出发生氧化



反应的最小氧浓度。在不锈钢表面上形成磁铁矿所需的氧浓度可以从化学反应的热力学标准

导出。本文采用的  K T 由实验数据拟合，可以很好满足温度为 773K，673K 与 623K。

氧化所需的最小氧浓度可以被导出为：

,min
11047 3285log [ %] 1.53O

c

C wt
T T

   (10)

其中T 是以开尔文（K）为单位的局部壁面温度， cT 是最冷处的液态铅铋合金温度。假

设当局部氧浓度高于最小氧浓度时，抛物线速率常数 K 与氧浓度的大小无关而只与温度相

关。磁铁矿中的氧来源于铅铋中溶解氧，因此，氧化过程的耗氧速率可以由氧化膜的生长关

系得到：

O
O magnetite O magnetite

dq dV dX dA
dt dt dt

      (11)
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3 4

O
O
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M M
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1.4 网格无关性验证

在保证所有算例满足 y
+
<1 的前提下，采用网格总量分别为 784378、1406418、2183866

的 4 种不同疏密程度的网格对最大雷诺数的算例进行计算以验证网格无关性。图 3 描述了

在不同位置处液态铅铋合金的流速与温度，网格数量为 1406418 的网格与最大网格数量网

格在计算结果上相差小于 3%，因此认为继续增大网格数量对计算结果是没有影响的，因此

在本文中选择网格数量为 1406418 的网格。

图 3 不同网格数量对速度和温度分布的影响

1.5 kays 模型验证

采用Johnson等
[15]

实验数据对本文所采用的数值方法进行验证后，通过比较图表中Kays

的数值结果与实验结果，发现它们之间的最大偏差为 10%。表明本文所采用的模型能够准确

地计算液态铅铋合金的流动换热特性。



图 4 kays 模型验证

2 结果与讨论

本文的主要目标是预测 PCHE 内氧浓度的分布于氧化膜厚度，并且确定在液态铅铋合金

与不锈钢交界面出的氧是否满足氧化层的生长，在 PCHE 中液态铅铋合金对管壁的氧化腐蚀

是受温度的影响，本文采用控制变量法，讨论在不同工况下，两种因素对 PCHE 的管壁产生

的影响。

2.1 耦合方法验证

对于耦合方法进行简单验证，设置算例，在等壁温条件下，保证氧气浓度大于满足氧化

层生长的最小氧浓度，用 CFD 软件进行模拟与理论值进行对比。如图 5 所示，理论值与耦合

解值吻合，证明耦合方法是适用的。

图 5 耦合解值与理论值对比

2.2 高氧浓度下热工水力影响

对于 PCHE 管壁，温度的变化对于氧化层的厚度变化是不可忽视的，图 6 展示了 0.15s

时进口流速和氧浓度分别为 1.8m/s 和 1× 10
-6
wt%,温度为 773K 的距离进口 120mm 处的氧浓

度，温度和速度云图，氧浓度的最小值在尖角处，这是由于涡流所导致的，温度分层相对于

速度云图更加明显，但是在考虑氧化腐蚀的情况下，这种情况会随氧浓度的输运而加剧；边

界处的流速较小会导致氧浓度的迁移减小，在氧浓度较小时需要注意。在速度云图中最大流

速达到 2.2m/s。图 7展示了温度为 773K 流速为 1.8m/s 时的出口氧气浓度变化图，，由计算

所得， ,minOC 的量级在 10
-11
，在氧气浓度达到最低点时，出口氧气浓度仍然远大于生成氧化



层的最低氧浓度，说明在当前氧浓度下，不存在缺氧情况。图 8和图 9展示了不同位置处氧

化层的高度与不同温度下距离入口 0.02m 位置处的氧化层高度。图 10 展示了 2s 时，壁面温

度与氧化层厚度的分布，氧化层厚度与温度呈正相关。

由于冷侧温度和流速保持不变，超临界二氧化碳的比热容较低，每单位质量携带的热量

较少。因此，随着流速的增加，壁面温度相对较高。在图 11 中，展示了在不同流速下，距

离入口 0.02m 处氧化层的增长情况。由于超临界二氧化碳的吸热能力有限，壁面温度的变化

不大，导致氧化层的高度非常相似。当进口流速降低时，壁面温度下降，进而导致氧化层的

高度也减小。氧化层的增长形式呈现抛物线曲线，随着时间的推移，最终会趋于平衡状态。

图 6 温度为 773K，进口流速为 1.8m/s，t=0.15s 时 120mm 处氧气，温度和速度云图

图 7 速度为 1.8m/s 温度为 773K 时出口氧气浓度图



图 8 距离进口不同位置处的氧化层厚度

图 9 距离进口 0.02m 不同温度下氧化层厚度

a 温度分布

b 氧化层厚度分布

图 10 温度为 673K，进口流速为 1.8m/s，t=2s 时壁面温度与氧化层分布
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图 11 不同流速下距离入口 0.02m 的氧化层厚度

2.3 不同氧浓度影响

正常工况下，通常控制氧浓度为 1× 10
-6
wt%。在本研究中，当氧浓度为 1× 10

-6
wt%，一

定时间内液态铅铋合金中氧气浓度小于生成氧化层所需的最小氧浓度，在这段时间内结构钢

材料的腐蚀需要被考虑，本文通过对局部氧气浓度进行归一化处理来观察腐蚀状态。定义归

一化氧浓度：

,
,min

O
O

O

CC
C

归一化 (13)

图 12 进口氧浓度为 1× 10
-6
wt%，温度为 773K，2s 时壁面归一化氧浓度

图 13 进口氧浓度为 1× 10
-6
wt%，温度为 773K，2s 时壁面氧化层厚度

图 14 进口氧浓度为 1× 10
-6
wt%，温度为 773K，2s 时壁面氧化层厚度

图 12展示了进口温度为 773K，速度为 1.8m/s，氧浓度为 1× 10
-6
wt%时的壁面氧浓度分

布，图 13、14 展示了壁面的氧化层和温度分布，结果展示了 2s 时氧化层厚度不是仅由温度



决定， ,OC
归一化

分布说明结构钢材料的腐蚀将发生在大部分区域。记录最后一次出口氧浓度大

于 CO,min 的时间为缺氧时间。

模拟结果表明，缺氧时间与进口氧气浓度，温度和流速有关，表 4、5、6展示了不同氧

浓度，温度和速度导致的缺氧时间变化，随进口氧浓度的下降，缺氧时间呈现阶跃式增加；

随温度增加,耗氧速率增大，缺氧时间增加；流速不会导致温度出现明显变化，因此，缺氧

时间变化不明显。在对换热器进行设计时这些因素需要被需要考虑。

表 4 温度 773K，速度 1.8m/s 不同进口氧气浓度导致的缺氧时间

氧浓度/wt% 缺氧时间/s

10
-4

0

10
-5

0.72

10
-6

>30

表 5 进口氧浓度 10
-6
wt%，速度 1.8m/s 不同温度导致的缺氧时间

温度/K 缺氧时间/s

673 2.2

723 14.7

773 >30

表 6 进口氧浓度 10
-6
wt%，温度 673K 不同速度导致的缺氧时间

速度/m/s 缺氧时间/s

1.8 2.2

1.5 2.8

1.2 4.5

3 结论

本文采用 SST k-ω模型、Kays 湍流普朗特数（ Prt ）模型和氧化模型数值模拟了液态铅

铋合金在不同工况下的直通道 PCHE 的流动下的腐蚀行为。首先基于实验数据对数值模型进

行验证，模拟结果表明模型是适用的。对耦合方法得到的数值解与理论值进行比较，研究了

温度，速度对 PCHE 的管壁的氧化腐蚀影响。在 30s 的模拟中，发现当进口氧气浓度为 1×

10
-4
wt%时，在任何工况下，缺氧时间不会出现，壁面氧浓度始终大于生成氧化层的最小氧浓

度，满足氧化层生长要求，腐蚀不会发生，本文得到的主要结论如下：

(1)在归一化氧浓度始终大于 1 的情况下，壁面温度与氧化层厚度呈正相关；由于超临

界二氧化碳的比热容较小，导致了提高液态铅铋合金流速时，壁面温度变化不大，因此在

PCHE 中，随流速的增加，氧化层变化不明显。

(2)在低氧浓度入口条件下，缺氧时间与温度呈正相。

(3)在高温工况下，进口氧浓度应高于 1× 10
-6
wt%，避免因缺氧时间导致的腐蚀效应。
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摘要：本文将构形理论与总成本分析相结合，针对半圆直通道超临界二氧化碳印刷电路板式换热器，以无

量纲总成本为优化目标，在换热器总体积和换热通道体积一定的约束条件下，以换热器长宽比和换热通道

半径为优化变量，进行了单自由度和双自由度构形优化。结果表明：单自由度优化时，存在最佳长宽比，

使得无量纲总成本取得最小值，与初始设计结构相比，无量纲总成本降低了 27.2%。存在长宽比与冷/热流

体质量流率的最佳匹配，均可使无量纲总成本取得最小值极值。提高冷/热流体进口压力和热流体进口温

度，降低冷流体进口温度，可进一步降低无量纲总成本。双自由度优化的结果表明，存在长宽比和通道半

径的最佳匹配，使得无量纲总成本取得双自由度最小值，相比初始设计结构，无量纲总成本降低了 46.8%，

相比于长宽比单自由度优化时，降低了 26.92%。提高冷/热流体进口压力和热流体进口温度，降低冷流体

进口温度，可进一步降低无量纲总成本，且长宽比和换热通道半径的最佳匹配值各有不同。存在换热器长

宽比、通道半径和冷/热流体质量流率的最佳匹配，均可使得无量纲总成本分别再次取得最小值极值，无

量纲总成本得到显著降低。

关键词：构形设计；印刷电路板式换热器；超临界二氧化碳；总成本；广义热力学优化

0 前言

能源消耗的快速增长加剧了资源短缺和环境污染问题。超临界二氧化碳（S-CO2）

布雷顿循环具有循环热效率高、系统结构紧凑、功率密度高、经济效益好等突出特点，在

核能开发、太阳能光热利用、余热回收等领域具有非常广阔的应用前景[1-2]。换热器是 S-

CO2 布雷顿循环的关键设备，印刷电路板式换热器（PCHE）因其换热密度高、结构

紧凑、重量轻、可在极端压力和高温条件下运行等优点，被认为是 S-CO2 布雷顿循环

1基金项目：国家自然科学基金资助项目（52371341，51979278）
*通讯作者：谢志辉，E-mail: zhihui-xie@163.com



的首选换热器，备受关注[3 -5 ]。

为了提高 PCHE 在不同应用场景下的工作性能，学者们开展了大量的优化研究。

Jin 等[6]以总成本为目标，研究得到了翼型肋 PCHE 的优化结构。Yang 等[7]以传热温差和

压降为优化目标，通过优化换热器整体尺寸来改善其热工水力性能。优化后的换热器压降

可降低近 26%，传热温差可提高 0.4%。Pandey 等[8]提出了一种包含热阻网络模型和 CFD

模型的混合建模方法，用于估算直通道和 Z 型通道结构的传热和压降，并验证了该混合模

型的有效性。Xu 等 [9 ]以换热率和压降为优化目标，开展了直通道 PCHE 的优化研究。

Jin 等 [10 ]以节距、弯角和弯道半径为设计变量，以压降和换热率为优化目标，对锯齿

形通道 PCHE 的性能和尺寸进行了优化。Cheng 等 [11]从总成本角度出发对氢冷却器

用 PCHE 的性能进行了比较和评价，采用多目标优化方法对通道几何参数进行了优

化。研究发现，通道半径对制造成本和运行成本影响显著。Wang 等[12]研究表明，单

面刻蚀的 PCHE 在直通道内的换热性能优于双面刻蚀印刷电路板式换热器。Xu 等[13]开展

了铅铋快堆冷却用 PCHE 的研究，结果表明，PCHE 的单位体积换热率可达 181MW/m3，

是相同工质条件下壳管式换热器的近 8 倍，紧凑型板式换热器的 2 倍；在换热率和压降满

足条件的情况下，增加工质入口速度或减小换热通道直径，可使 PCHE 的总体积和总质量

减小。

Bejan 在 1996 年提出了构形理论[14]，该理论认为生命和非生命体结构均是在一定的约

束条件下，按照为“流”提供更容易的路径不断寻优进化。这为各种工程结构的演化设计

提供了新的理论指导[15-21]。构形理论自提出以来，被广泛应用于自然、社会和各种工程领

域的研究，特别是传热传质结构的研究[22-28]。一些学者将其引入换热器的结构优化。Feng

等[29]和 Cai 等[30]以换热率和总泵功率组成的复合函数最小为目标对管壳式换热器进行了构

形优化，所得最优构形在牺牲一定传热性能的前提下使得换热器流体流动性能显著提高。

Wu 等[31]对板式蒸发器进行了构形优化，优化后泵功率比初始值降低了 37.1%。

Hajabdollahi[32]以换热器效率和年总成本为优化目标对板翅式换热器进行了构形优化，

当换热器效率高于 0.747 时，构形优化所得的换热器热经济性能更优，而当换热器效

率低于 0.747 时，常规的换热器性能更优。Xie 等[33]开展了增压锅炉蒸发器的构形优化，

优化后换热率和流动压降的复合函数降低了 10.9%。Ariyo 和 Bello-Ochende [34]以热阻

最小化为目标，对微通道换热器进行构形优化，探讨了通道宽高比、通道水力直径、

轴向流长度的优化设计。Dehaj 和 Hajabdollahi[35]以换热器效率和年总成本为优化目标，

对翅片管换热器开展了构形优化，优化后换热器的最高效率提高了 6.65%。淡智嵩等

[36]以换热率和总泵功率组成的复合函数为优化目标，对半圆换热通道的 S-CO2 循环 PCHE



回热器进行构形设计，得到了最小复合函数和最佳换热通道半径，并分析了入口压力、温

度、质量流率、平板层数和单板通道数等参数对构形优化结果的影响。Liu 等[37]提出了一

种双层非对称花格折流板，以效能评价系数为目标，在折流板体积一定的情况下，以错位

角和非对称体积比为变量对换热器进行了构形优化。研究表明，与单弓形折流板相比，双

层非对称花格折流板可显著提高换热器的综合热工水力性能，其效能评价系数平均提高了

106%。

本文将构形理论与总成本分析方法相结合，以无量纲总成本为优化目标，采用分段热

设计方法，在换热器总体积和换热通道体积一定的约束条件下，以换热器长宽比和换热通

道半径为优化变量，开展单自由度和双自由度构形优化，以探明无量纲总成本与几何设计

参数之间的变化规律，寻找最佳设计尺寸，并研究冷/热流体质量流率、进口温度和进口压

力对换热器总成本和最优构形的影响，可为 S-CO2循环 PCHE 的优化设计提供理论指导。

1 S-CO2印刷电路板式换热器模型

1.1 几何与物理模型

S-CO2循环印刷电路板式换热器及分段计算模型[10,38]如图 1 所示。该 PCHE 的长宽高

分别为 xL ， yL 和 zL (m)，冷/热流体换热通道为半圆直通道，半径均为 R (mm)。冷/热换热

流体均为 S-CO2。冷/热流体的进口总质量流率分别为 ,total cm 和 ,total hm (kg/s)，进口温度分别

为 ,c inT 和 ,h inT (℃)，进口压力分别为 ,c inP 和 ,h inP (MPa)。假设冷/热流体在每个换热通道中

分布均匀，忽略换热器表面和周围环境的热量交换。

（a） 几何结构模型



（b） 分段计算方法原理示意[10,38]

图 1 印刷电路板式换热器模型

换热器的总体积为：

x y zV L L L   （1）

换热器入口端面的面积为：

/d y z xA L L V L  （2）

换热通道的总体积为：

channelV V  （3）

式中， 为换热器孔度。

换热器冷、热流体通道各自总的截面积为：

2
, , / 2 / 2channel h channel c d y zA A A R n n    （4）

式中， yn 为换热器每层水平板上的通道个数， zn 为换热器截面竖直方向上每列的通道个数。

换热器的换热单元数为（相邻的一组冷/热流体通道为一个换热单元）：

/ 2unit y zN n n  （5）

单个通道中冷/热流体的质量流率分别为：

, ,

, ,

2

2
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unite y z
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unite y z
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m

N n n
m m
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N n n


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

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

 


 


（6）

每个冷/热通道的横截面积为：

2 / 2A R （7）

式中， R 为换热通道半径。



通道中冷/热流体的流速分别为：

c
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c
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
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（8）

热流体在第 i 段通道的换热率为：

1( )i i i i i i
h h h unite unite mQ m H H K A t    （9）

式中， 1i
hH  和

i
hH 分别为通道内热流体在 i+1 节点和 i 节点的比焓。

第 i 段通道的总换热系数为：

1

, ,

1 1( )i
unite i i i i

h unite h c unite c wall wall

tK
h A h A A

   （10）

式中， h， uniteA ，， t 分别为冷/热流体对流换热系数、换热面积、板片导热系数和通道

间纵向距离。

第 i 段通道冷流体和热流体的对数平均温差为：

1 1

1 1

( ) ( )
ln[( ) / ( )]

i i i i
i h c h c
m i i i i

h c h c
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T T T T

 
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 
（11）

第 i 段通道冷/热流体的对流换热系数为：

i i
i

eq

Nuh
d


 （12）

式中， eqd 为通道当量直径。

第 i 段通道冷/热流体的努塞尔数 iNu 为[39]：
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式中， Re 、 Pr 和 f 分别为第 i段通道中流体的雷诺数、普朗特数和摩擦系数。

第 i段通道的换热面积为：

, , ( 2)i i i
unite h unite c xA A RL   （14）



每一个换热单元的换热率为：

1

N
i

unite
i

Q Q


 （15）

换热器总换热率为：

total unite uniteQ N Q  （16）

第 i段通道中冷/热流体的摩擦系数 f 为[11]：
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第 i段冷/热通道中流体摩擦阻力引起的压降分别为[11]：
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式中， i ， 分别为冷/热流体的密度和流动速度。

每一个冷/热通道中流体摩擦阻力引起的压降分别为：
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冷/热通道进出口效应引起的压降分别为[11]：
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冷/热通道流体压降分别为：

, , ,

, , ,

c unite c f c a

h unite h f h a

P P P

P P P

  

  

（21）

1.2 优化目标

S-CO2循环印刷电路板式换热器的总成本可计算为[40]：

total co opC C C  （22）

式中， coC 和 opC 分别为制造成本和运行成本，$。

制造成本 coC 为：



co mat mat matC C V （23）

式中， mat 和 matC 分别为印刷电路板式换热器材料的密度和单价。

运行成本 opC 为：

1 (1 )

yk
o

op k
k

CC
J




 （24）

o pC Pk B （25）

, ,

ave ,

1 ( )total c c total h h
pump

c h ave

m P m P
P

  

 
 

,

（26）

式中， yk 是换热器工作年限， J 为年折现率， oC 为每年运行成本， pumpP 为泵耗功率， pk

为能源价格，B为每年运行小时数， 为泵效率， avec , 和 aveh , 分别为冷/热流体的平均

密度。

无量纲总成本 totalC 为：

,int ,int

opco
total co op

co op

CCC C C
C C

      （27）

式中， ,intcoC 和 ,intopC 为换热器初始条件下的制造成本和运行成本， coC 和 opC 为当前换热器

条件下的制造成本和运行成本。

2 超临界 CO2印刷电路板换热器构形优化

在构形优化计算中，初始参数取值如下： 0.65  ， 8.55xL  （换热器长宽比

/x x dL L A ）、 , 230h inT C  ， , 80c inT C  、 , 9.2h inP MPa 、 , 10c inP MPa 、

, , 0.3 /total h total cm m kg s   、 1h cR R R mm   。 38360 /mat kg m  、 120matC $ / kg 、

10yk  年、 10%J  、 0 12p / kWhk . $ 、 7000 /B h year 、 0.8 [41,42]。在无特殊说明时，以

上各初始参数均不变。

2.1 换热器长宽比单自由度优化

图 2 给出了换热器长宽比 xL 对换热器无量纲制造成本 coC 、无量纲运行成本 opC 和无

量纲总成本 totalC 的影响。从图 2 可以看出，随着长宽比 xL 的增大， coC 逐渐减小，而 opC

逐渐增大。这是因为在换热通道体积一定的条件下，增大 xL ，流体总流通截面积变小，流

体质量流率变大，总换热率增加，换热器的单位体积换热率也随之增大，单位换热率所需



换热器体积减小，所以制造成本减小；而随着 xL 的增大，压降随之增加，泵耗功率增大，

这导致运行成本增加。无量纲总成本 totalC 随着 xL 的增大先减小后增大。这是因为，长宽比

xL 较小时增大 xL ，制造成本减小的幅度比运行成本增大的幅度更大，所以无量纲总成本

逐渐下降；但随着 xL 继续增大，运行成本增大的幅度逐渐超过了制造成本减小的幅度，所

以无量纲总成本转而逐渐提高。存在最佳长宽比 ,x optL （3.61），使得无量纲总成本取得最

小值 0.728；与初始设计结构相比，此时，PCHE 的无量纲制造成本 coC 增加了 24.6%，无

量纲运行成本 opC 则减小了 78.9%，无量纲总成本 totalC 减小了 27.2%。即， opC 减小的幅度

远大于 coC 增加的幅度；通过优化长宽比，换热器的总成本得到大幅降低。

图 3 和图 4 给出了冷/热流体质量流率

对换热器最小无量纲总成本 ,mintotalC 以及换

热器最佳长宽比 ,x optL 的影响。随着冷/热流

体质量流率的增加，最佳长宽比 ,x optL 不断

减小，最小无量纲总成本 ,mintotalC 均先减小

然后逐渐增加。即，最小无量纲总成本

,mintotalC 均存在最小值极值 2total , minC ，冷流

体质量流率最优（ , , 0.61 /total c optm kg s ）

时 2 0 656total , minC . ，热流体质量流率最优（ , , 0.41 /total h optm kg s ）时 2 0 719total , minC . ，

最佳长宽比 ,2x optL 分别为 2.22和 2.48。即，进一步优化冷/热流体质量流率所得的无量纲总

成本最小值极值 ,2 mintotalC ，相比无量纲总成本最小值 ,mintotalC 分别下降了 9.89%和 1.24%。

这是因为，当冷/热流体质量流率较小时，增大质量流率，制造成本降低的幅度大于运行成

本增加的幅度，最小无量纲总成本 ,mintotalC 不断减小；随着冷/热流体质量流率的继续增加，

运行成本增加的幅度超过制造成本降低的幅度，最小无量纲总成本 ,mintotalC 不断增加；故

,mintotalC 先减小后增加，无量纲总成本存在最小值极值。

图 2 xL 对 coC ， opC 和 totalC 的影响

图 3 ,mintotalC 和 ,total cm 与 ,x optL 的关系 图 4 ,mintotalC 和 ,total hm 与 ,x optL 的关系



图 5 和图 6 给出了冷/热流体进口温度对换热器最小无量纲总成本 ,mintotalC 以及换热器

最佳长宽比 ,x optL 的影响。

随着冷流体进口温度 ,c inT 的下降和热流体进口温度 ,h inT 的上升，最小无量纲总成本

,mintotalC 和最佳长宽比 ,x optL 均不断减小。这是因为，降低冷流体进口温度 ,c inT 或提高热流

体进口温度 ,h inT ，增加换热器内流体换热温差，导致换热器单位体积换热率显著增大，单

位换热率所需换热器体积减小，从而使得制造成本显著降低；降低冷流体进口温度 ,c inT 或

提高热流体进口温度 ,h inT ，运行成本小幅度增加。制造成本降低的幅度大于运行成本增大

的幅度，所以，最小无量纲总成本 ,mintotalC 不断减小。

图 7 和 8 分别给出了冷/热流体进口压力对换热器最小无量纲总成本 ,mintotalC 以及换热

器最佳长宽比 ,x optL 的影响。

由图 7 和图 8 可知，随着冷/热流体进口压力 ,c inP 和 ,h inP 的提高，最小无量纲总成本

,mintotalC 逐渐减小，最佳长宽比 ,x optL 不断变大，但变化幅度不大。这是因为，提高冷/热流

体进口压力，冷/热流体的密度、定压比热和导热系数均变大，运动粘度变小，提高了冷/

热流体的总换热系数，导致换热器的单位体积换热率显著增大，单位换热率所需换热器体

图 5 ,mintotalC 和 ,c inT 与 ,x optL 的关系 图 6 ,mintotalC 和 ,h inT 与 ,x optL 的关系

图 7 ,mintotalC 和 ,c inP 与 ,x optL 的关系 图 8 ,mintotalC 和 ,h inP 与 ,x optL 的关系



积减小，从而使得制造成本明显降低，提高冷流体进口压力，无量纲运行成本略微增加，

提高热流体进口压力，无量纲运行成本减小，所以，换热器最小无量纲总成本 ,mintotalC 不断

减小。

2.2 长宽比与通道半径双自由度优化

同时释放换热器长宽比 xL 和换热通道半径 R 两个几何变量，开展以 xL 与 R 为变量的

双自由度构形优化。图 9 给出了 xL 和 R 对 totalC 的影响。从图可以看出，给定 xL ， totalC 随

R 的增大先减小后增大，给定 R 时， totalC 随 xL 的增大先减小后增大。由图 9 可知，存在

长宽比和通道半径的最佳匹配，使得无量纲总成本取得双自由度优化最小值

2 0 532total , v ,minC . ，此时，对应的最佳长宽比 , 1.78x optL  ，最佳通道半径 0.39optR mm ；

相比初始设计结构，PCHE 的无量纲总成本降低了 46.8%，相比长宽比单独优化取得的最

小无量纲总成本，下降了 26.92%。

图 10 和图 11 给出了冷/热流体质量流率

对换热器最小无量纲总成本 2total , v ,minC 、换热

器最佳长宽比 ,x optL 以及最佳换热通道半径

optR 的影响。由图可知，随着冷/热流体质

量流率的增加，最佳长宽比 ,x optL 不断减小，

最佳通道半径 optR 不断增加，但增加幅度不

大，最小无量纲总成本 2total , v ,minC 则先减小然

后逐渐增加。即，最小无量纲总成本

2total , v ,minC 存在最小值极值 ,2 ,2 mintotal vC ，冷流

体质量流率最优（ , , 0.48 /total c optm kg s ）时 2 2 0 493total , v, minC . ，热流体质量流率最优

（ , , 0.33 /total h optm kg s ）时 2 2 0 529total , v, minC . ，最佳长宽比 ,2x optL 分别为1.26和1.59 ，

最佳通道半径 2optR 分别为 0.41 mm 和 0.40 mm 。在最佳冷/热流体质量流率下取得的双自由

度无量纲总成本最小值极值 ,2 ,2mintotal vC ，相比初始设计结构，无量纲总成本分别下降低了

50.7%和 47.1%；相比初始质量流率下双自由度优化时取得的无量纲总成本最小值分别下降

了 7.91%和 0.56%；相比最佳冷/热流体质量流率下长宽比单自由度优化取得的无量纲总成

本最小值极值分别下降了 24.85%和 26.43%。

图 9 xL 和 R 对 totalC 的影响



图 10
2total , v ,minC 和 ,total cm 、

,x optL 与 optR 的关系 图 11
2total , v ,minC 和 ,total hm 、

,x optL 与 optR 的关系

图 12 和图 13 给出了冷/热流体进口温度对换热器最小无量纲总成本 2total , v ,minC 、最佳换

热器长宽比 xL 以及最佳通道半径 optR 的影响。由图可知，随着冷流体进口温度 ,c inT 的下降

和热流体进口温度 ,h inT 的上升，最小无量纲总成本 2total , v ,minC 和最佳长宽比 ,x optL 均不断减小，

但最佳长宽比 ,x optL 减小幅度较小，最佳通道半径 optR 略微增大。

图 12
2total , v ,minC 和 ,c inT 、

,x optL 与 optR 的关系 图 13
2total , v ,minC 和 ,h inT 、

,x optL 与 optR 的关系

图 14 和图 15 给出了冷/热流体进口压力对换热器最小无量纲总成本 2total , v ,minC 、最佳换

热器长宽比 ,x optL 以及最佳通道半径 optR 的影响。由图可知，随着冷/热流体进口压力 ,c inP

和 ,h inP 的提高，最小无量纲总成本 2total , v ,minC 均逐渐减小，最佳长宽比 ,x optL 均不断变大，但

变化幅度不大。最佳通道半径 optR 则随着冷流体进口压力 ,c inP 的提高略微增加，随着热流

体进口压力 ,h inP 的提高略微减小。

图 14
2total , v ,minC 和 ,c inP 、

,x optL 与 optR 的关系 图 15
2total , v ,minC 和 ,h inP 、

,x optL 与 optR 的关系



3 结论

本文将构形理论与总成本分析方法相结合，以无量纲总成本最小为优化目标，在换热

器总体积和换热通道总体积一定的条件下，分别以换热器长宽比和换热通道半径为优化变

量，对 S-CO2循环 PCHE 开展了单自由度和双自由度构形设计。本论文研究结果可为 S-

CO2循环 PCHE 的优化设计提供指导。研究结果表明：

（1）存在换热器最佳长宽比 ,x optL ，使得无量纲总成本取得单自由优化最小值，与初

始设计结构相比，无量纲总成本降低了 27.2%。降低冷流体进口温度或提高热流体进口温

度，最小无量纲总成本 ,mintotalC 和最佳长宽比 ,x optL 均不断减小。提高冷/热流体进口压力，

最小无量纲总成本 ,mintotalC 逐渐减小，最佳长宽比 ,x optL 增加，但变化幅度不大。

（2）存在长宽比和冷/热流体质量流率的最佳匹配，使得最小无量纲总成本分别取得

最小值极值，冷流体质量流率最优时 2 0 656total , minC . ，热流体质量流率最优时

2 0 719total , minC . ，相比无量纲总成本最小值，分别减小了 9.89%和 1.24%。

（3）双自由度优化发现，存在长宽比和通道半径的最佳匹配，使得无量纲总成本取得

最小值，相比初始设计结构，无量纲总成本下降了 46.8%，相比于长宽比单自由度优化的

结果，下降了 26.92%。降低冷流体进口温度或提高热流体进口温度，最小无量纲总成本和

最佳长宽比 ,x optL 均不断减小，最佳通道半径 optR 均略微增大；提高冷/热流体进口压力，

最小无量纲总成本逐渐减小，最佳长宽比 ,x optL 均逐渐变大，最佳通道半径 optR 则随着冷

流体进口压力 ,c inP 的提高略微增加，随着热流体进口压力 ,h inP 的提高略微减小。

（4）存在长宽比、通道半径和冷/热流体质量流率的最佳匹配，使得无量纲总成本分

别取得双自由度优化最小值极值，冷流体质量流率最优时 2 2 0 493total , v, minC . ，热流体质量

流率最优时 2 2 0 529total , v, minC . ，相比初始设计结构，总成本分别下降了 50.7%和 47.1%；

相比初始质量流率双自由度优化取得的无量纲总成本最小值分别下降了 7.91%和 0.56%；

相比最佳冷/热流体质量流率下长宽比单自由度优化取得的无量纲总成本最小值极值分别降

低了 24.85%和 26.43%。
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摘要：肋片是强化管壳式相变储热单元传热性能的有效手段，但肋片结构优化多基于工程经验，难以

实现明确目标下的最优化。本文建立了相变储热单元的二维拓扑优化数学模型，揭示了自然对流对肋

片结构及其换热性能的影响机理，得到了不同目标函数和储热时间下的最优肋片结构。研究结果表明，

拓扑优化肋片能比响应面曲线法所得肋片多熔化 10%相变材料；缩短储热时间将削弱自然对流对肋片

结构的贡献；最大化焓目标函数生成的肋片可多吸收 9.1%热量。

关键词：相变储热；拓扑优化；肋片；自然对流

0 前言

可再生能源的高效利用是能源结构转型的重要一环，为解决可再生能源的间歇性与

波动性问题，需要高效的长时储能技术。相变储热具有能量密度高、工作温度稳定、体

积变化小等特点，具有较好的研究与应用前景[1]。除金属外，常见相变储热材料（烷烃、

糖醇、无机盐等）的导热系数普遍较低，制约了相变材料的储放热速率[2]。具体到管壳

式相变储热单元，在换热管外侧设置肋片扩展换热表面以强化传热性能，是一种低成本

且易实现的方法[3]。

目前，肋片结构的优化方法主要有三种：尺寸优化、形状优化和拓扑优化[4,5]。在上

述三类结构优化方法中，尺寸优化与形状优化的应用较为成熟，但设计变量有限；拓扑

优化则能够计算空间内最优的材料分布，具有极高的设计自由度[6]。连续体结构拓扑优

化最初被应用于力学结构设计，近二十年，拓扑优化方法开始逐步用于解决传热问题，

实现了稳态导热下的散热器优化设计[7]。此后，更复杂的传热模型被用于拓扑优化设计。

Alexandersen 等[8]使用密度基拓扑优化方法，探索了大尺度三维自然对流问题。Pizzolato
等[9,10]首次将拓扑优化应用于优化管壳式相变储热单元的肋片结构，并探究了自然对流

对肋片形状的影响。游吟等[11]基于纯导热相变储热模型，分别得到了以平均温度最大化

和焓最大化为目标函数的肋片结构；Tian 等[12]尝试以火积耗散为目标函数，但优化结构没
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有显著强化自然对流。

综上，对于相变储热单元肋片结构的拓扑优化研究多停留在固定储热工况，不能贴

合工程应用中储热时间灵活变化的需求。此外，在考虑自然对流的情况下，目标函数对

肋片结构的影响尚不明确。本文将建立相变储热单元的二维拓扑优化数学模型，研究自

然对流对肋片结构与性能的影响机理，探索储热时间对肋片结构的影响规律，验证最大

化焓目标函数对储热能力的实际意义。

1 物理模型

1.1 设计域

图 1 (a)为管壳式相变储热单元的三维简化模型。在水平放置的圆柱体储罐中，传热

流体沿换热管流动，周围填充 RT60 石蜡作为相变储热材料。本文取储热单元的径向截

面作为设计域，为简化计算，沿对称轴取截面的一半，如图 1 (b)所示。设计域 Ω中填充

有相变材料（PCM）与导热材料（HCM）组成的虚拟复合材料，换热管的外壁面 Γ1 可

视为恒温[13]，储罐壁面 Γ2与外界环境无热交换。设计域的内外半径 r1、r2分别为 20 mm
与 50 mm。表 1 列出了计算所用的材料热物性参数。

图 1 储热单元示意图：(a) 三维简化模型；(b) 二维截面设计域

表 1 热物性参数表

参数 名称 数值

kPCM 相变材料热导率 0.15 W/(m·K)
kHCM 导热材料热导率 214 W/(m·K)
ρPCM 相变材料密度 780 kg/m3

ρHCM 导热材料密度 2700 kg/m3

L 相变焓 200 kJ/kg
cp,PCM 相变材料比热容 2120 J/(kg·K)
cp,HCM 导热材料比热容 891 J/(kg·K)

β 热膨胀系数 0.002 K-1

TS / TL 相变温度范围（下限/上限） 323.15 K / 343.15 K



μPCM 动力粘度 0.003388 Pa·s

1.2 模型假设

本文所建立的固液相变传热模型采用以下假设：(1) 相变材料在液相下视为不可压

缩牛顿流体，流动为层流；(2) 固液相间的界面是具有一定宽度的、由固液相混合构成

的糊状区，视为多孔介质；(3) 忽略相变传热过程中的辐射和粘度耗散；(4) 忽略相变材

料固液相的密度差异，因此不发生固相运动与接触熔化；(5) 忽略相变材料热物性参数

随温度的变化。

2 数学模型

本文基于焓-孔隙率法[14]建立固液相变传热模型，并采用 Boussinesq 近似模拟相变

材料的自然对流。

2.1 控制方程

基于质量守恒定律，连续性方程如下：
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考虑自然对流的动量方程如下：
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式中，浮力项使用 Boussinesq 近似表示，取决于当前温度 T 与参考温度 Tref的温差。

源项中，孔隙率函数 P( f )用于惩罚固相相变材料的流动，定义参考 Carman-Kozeny 方程：
2
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其中，ε 为取值较小的计算常数，用于防止分母为 0。Amush 为糊状区常数，通常在

105 ~ 108间选取，本文采用 Ziskind 等[14]给出的推荐值 108。相变温度区间内的液相分数

f 采用线性函数[15]，用以描述固液相间具有一定宽度的糊状区：
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能量方程采用焓法表示：
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焓 h 为显热焓 hsens与潜热焓 hlat之和：

ref
sens ref p lat,

T

T
h h c dT h Lf   (6)

其中，href与 Tref分别表示参考焓和参考温度。

2.2 边界与初始条件



设计域内壁为恒定温度边界，温度高于相变温度：

1
373KT  (7)

外壁为绝热边界：

2
0q  (8)

内外壁面均无滑移：

1 1 2 2
0, 0u v u v       (9)

整个设计域的初始温度为 293.15 K。

2.3 模型验证

数学模型的验证参考 Rozenfeld 等[16]所发表的相变储热实验数据。实验装置为由内

径 46 cm 的有机玻璃与 7075 铝合金肋片管制造的管壳式储罐，填充十二烷作为相变储热

材料。实验将储罐置于室温，传热流体温度为 329.85 K。图 2 给出了通过该模型所得的

液相分数-储热时间曲线，发现数值计算结果与实验结果吻合较好。
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图 2 模拟结果与实验数据的对比

3 拓扑优化模型

3.1 优化问题

本文中，拓扑优化问题可以表述：在满足数学模型约束和肋片体积分数约束（fv =
0.15）的条件下，找到可实现最大化变量 M 的材料分布。
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3.2 插值模型

在密度基拓扑优化模型中，设计变量 xe被定义为 0 ~ 1 间连续变化的密度，密度为 0
表示相变材料，密度为 1 则表示导热材料。本文使用 SIMP 插值模型[17]实现设计域内不

同材料物性的区分，重新定义后的物性参数如下：
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其中，对动力粘度 μ 的插值用于惩罚导热材料（肋片）处的流动，μHCM被定义为一

个较大的值，取 106 Pa·s。由于导热系数 k 和动力粘度 μ 对温度场和流场的影响较大，为

确保这两种物性参数的分布更符合实际情况，定义惩罚指数 P 对设计变量的中间值进行

惩罚，使设计变量尽可能实现 0、1 分布[18]。为获得较好的惩罚效果，本文中 P 取值为 6。
3.3 目标函数

设计域平均温度最大化是传热拓扑优化问题普遍采用的目标函数（优化结果如无特

殊说明，均采用该目标函数），定义如下：

Maximize Z Tdx V


  (12)

然而，温度无法直接对应相变材料的储热量，将焓最大化作为目标函数能够同时考

虑相变材料储存的显热和潜热，反映储罐的储热能力：
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3.4 优化算法

移动渐近线法 MMA 在求解具有大量连续设计变量的问题时非常有效。该方法基于

目标函数的梯度[19]，将优化问题转化为一系列凸的子问题，在每一步迭代中求解这些子

问题来更新设计变量[20]。本文采用 MMA 的全局收敛型 GCMMA[21]，前后迭代间控制变

量的相对变化小于 10-8判断为收敛。

3.5 过滤与后处理

每一次迭代后对更新的设计变量进行过滤，能够改善棋盘格效应[22]，避免相邻节点

间设计变量的突变影响收敛性。该过滤过程通过求解 Helmholtz 型偏微分方程实现：

f f f e( )r x x x      (14)

其中，xf为过滤后的设计变量，rf为过滤半径，本文采用的取值为网格尺寸的 1/2。
为减少连续设计变量中间值的影响，并处理过滤过程增加的模糊边界，引入了双曲

正切函数对优化结果进行后处理[23]：
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其中，η 表示映射门槛，为保证肋片体积分数与规定一致，此处取 η 为 0.5。γ 为投

影斜率，控制映射陡峭程度，取值通常在 5 ~ 8 之间。投影后得到的设计变量 xp将具有

锐利的、可分辨的边界。

4 优化结果分析

4.1 自然对流对肋片结构的影响

图 3 展示了储热时间为 1200 s 时分别基于自然对流模型与纯导热模型得到的拓扑优



化结果，图 3 (b)底部的肋片与储热单元外壁面间存在微小间隙，自然对流未被完全阻挡。

在纯导热模型的结果中，肋片的高度基本一致，具有较好的对称性。在考虑自然对流的

模型中，液相的相变材料受 Y 轴方向重力与浮升力的作用，形成自然对流。在对流换热

较强的储罐上方，肋片仅在顶部一处竖直生长，为涡旋结构提供较大的空间，使换热管

侧的热量得以迅速向储罐外侧传递。储罐下方以热传导为主，肋片分布更密集且趋于向

储罐外壁延伸。由于较大的惩罚系数会阻碍肋片生长[24]，肋片末端缺少分支。

图 3 肋片结构与流场对比：(a) 导热模型；(b) 自然对流模型

对自然对流作用下的拓扑优化肋片进行几何重构，与采用其他方法优化的肋片进行

了传热能力的对比。肋片高度与角度参考 Sciacovelli 等[25]对管壳式相变储热单元的响应

面曲线法（RSM）优化结果，肋片宽度根据本文所采用的肋片体积分数做了修正。图 4 (a)
给出了储热过程中的平均温度变化。拓扑优化肋片在前期表现出更强传热能力，拓扑优

化肋片较大的竖直加热面强化了对流换热，但其表面积稍小，约为 RSM 肋片的 96%，

使拓扑优化肋片在后期不具备优势。图 4 (b)对比了两种肋片作用下的相变材料液相分

数。在储热时间达到 900 s 后，RSM 肋片的液相分数变化率显著降低。结合图 5 可以观

察到，RSM 肋片的高度相同，因而在储热过程后期，肋片无法接触到储罐底部未熔化的

相变材料。传热依靠小范围内的自然对流与相变材料内的热传导，使这部分相变材料熔

化速度较慢。拓扑优化肋片在储罐下方延伸至外壁面的结构则有效解决了这一问题，储

热结束时额外熔化了 10%的相变材料。
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图 4 拓扑优化肋片与 RSM 肋片的对比：(a) PCM 平均温度；(b) PCM 液相分数



图 5 储热过程的相场分布对比

4.2 储热时间对肋片结构的影响

考虑到相变储热在实际应用中对储热时间有不同的需求，比较了 600 s、900 s、1200
s 三种储热时间对肋片结构的影响。如图 6 (a) ~ 6 (c)所示，对于纯导热模型，储热时间

与肋片高度正相关。随着储热时间的增加，热量得以向更外侧的相变材料传递，肋片趋

向于覆盖更大的热传导范围，使肋片分支开始向储罐外壁发展。图 6 (d) ~ 6 (f)所展示的

是基于自然对流模型的结果。相较于储热时间为 1200 s 的肋片，图 6 (d)与图 6 (e)中仅有

部分区域肋片较矮。由于储热时间的缩短，储罐内相变材料无法完全熔化，自然对流在

整体传热中的贡献降低，使肋片趋向于纯导热的对称、分支结构。

图 6 储热时间 t = 600 s, 900 s, 1200 s 的优化肋片结构：(a ~ c) 导热模型；(e ~ h) 自然对流模型

4.3 目标函数对肋片的影响

基于自然对流模型，分别采用式 13 中提出的最大化焓目标函数进行肋片拓扑优化，

结果如图 7 (b)所示。相较图 7 (a)中通过最大化平均温度所得到的肋片结构，最大化焓所

得到的肋片结构具有更多末端分支。由于最大焓目标函数考虑了相变材料的潜热，肋片

生长趋向使更多相变材料熔化，吸收潜热，而非提高局部温度。图 8 所示储热性能对比



验证了目标函数的作用，使用焓最大化肋片的储热单元在储热后具有更高的焓值，在

1200 s 时储热区域单位质量多储存了 2.6× 104 J/kg 热量，储热量相较平均温度最大化肋

片提高了 9.1%。此外，图 8 (b)中的液相分数曲线反映出焓最大化肋片具有更快的相变材

料熔化速率。

图 7 不同目标函数的优化肋片结构：(a)平均温度最大化肋片；(b)焓最大肋片
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图 8 不同目标函数储热性能对比：(a) 储热区域比焓；(b) PCM 液相分数

5 结 论

本文建立了考虑自然对流的二维固液相变传热模型，对管壳式相变储热单元的肋片结

构进行了拓扑优化，研究了储热时间与目标函数对优化肋片结构的影响，得到如下结论：

(1) 基于自然对流模型的拓扑优化肋片具有高度不对称结构，上方的竖向肋片与较

大的空间能够增强对流换热，下方向外壁延伸的肋片能够充分熔化相变材料。与 RSM
优化肋片相比，拓扑优化肋片可额外熔化 10%的相变材料，对增强储热能力有积极意义。

但本文选用了较大的惩罚指数，不利于扩展肋片换热面积，对传热能力的增强有限。

(2) 储热时间对考虑自然对流的拓扑优化肋片有显著影响。缩短储热时间将使自然

对流在传热中的贡献降低，肋片结构趋向于优化热传导能力的高对称性、多分支结构。

这部分将为探索适应多种储热工况的肋片结构打下了基础。

(3) 目标函数对肋片整体结构的影响有限，但能够针对性地优化目标性能。以最大



化焓为目标函数的肋片相比最大化平均温度的肋片，能够熔化更多相变材料，从而多吸

收 2.6×104 J/kg 热量。 考虑到相变储热的应用场景， 最大化焓、 最大化㶲等更贴合工程应

用的目标函数值得进一步探索。
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摘要：针对无膜流动式反应器电化学还原 CO2 过程建立等温稳态数学模型，耦合反应器内流体流动、物质

传输、电荷传递及电极动力学过程进行模拟，计算了反应器电化学还原 CO2 性能，研究了气相反应物浓度

及流速、电解质中反应物浓度、催化层厚度及孔隙率对性能的影响。结果表明，提升反应物浓度及流量可

以有效提升反应器性能；受扩散速率限制，电解质中反应物浓度对反应器性能的提升效果不明显；催化层

厚度增加有利于提升反应器性能，同时会增加传质及流动阻力，在 40 mol/m3 的条件下，催化层厚度 0.08

mm 时电流密度最高；在-1.9 V 的电压下，随着催化层孔隙率从 0.3 增加至 0.45，电流密度和法拉第效率分

别提升了 51.4%和 8.4%。

关键词：二氧化碳；电化学还原；流动式反应器；性能

0 前言

二氧化碳(CO2)常温常压下为无色无嗅的气体，是温室气体的主要组成部分[1]。近年来，

随着世界各国工业化的快速发展，大量使用的化石燃料导致大气中 CO2 浓度快速增加。据

统计，近六十年来大气中 CO2 浓度一直在急剧增加，从 1960 年的不到 320 ppm 到 2021 年

大气中 CO2 浓度已超过 417.2 ppm[2,3]。大气中 CO2 浓度的增加使得地表热量不易散失，从

而导致全球温度上升，甚至造成两级冰川融化、海平面上升等气候问题。CO2 减排已成为热

点问题，我国提出了“碳达峰、碳中和”的战略目标。

在 CO2 转化技术中，电化学还原 CO2 以其温和的反应条件、方便可控的反应过程及多

种反应产物而受到广泛关注。其基本原理是通过对电化学反应器施加外加电位，使得二氧化

碳在阴极上得电子发生还原反应，通过不同的反应路径反应生成不同产物[4]。反应过程一般

可以分为以下几个步骤：1）CO2 扩散到电极表面；2）CO2 吸附于催化剂表面反应活性位点；

3）CO2得电子并发生还原反应；4）还原产物从电极脱附并进入本体溶液。
由于催化剂对反应产物及法拉第效率的影响很大，大多对电化学还原二氧化碳的研究

集中在催化剂开发上[5–7]。电化学还原 CO2过程需在反应器中实现，大部分研究采用 H 型反

应器，阴极采用平面电极，但由于 CO2在水中溶解度较低，CO2扩散到电极表面这一步骤较

为困难，会产生严重的传质受限，这导致电极电流密度不高，通常被限制在几十毫安每平方

厘米的范围内，远低于工业应用所需要的电流密度[8]。因此有学者提出使用气体扩散电极

（Gas diffusion electrode , GDE）强化 CO2 传输，并增加三相反应界面，从而提高性能[9]。

GDE 包括沉积在多孔疏水基底上的催化层（Catalyst Layer , CL）及气体扩散层（Gas diffusion
layer , GDL），使用 GDE 可以使反应物 CO2直接以气相的形式到达反应活性位点，显著减轻

了 CO2 在电解质中由扩散速度慢导致的传质受限问题[10]。由于 H 型反应器中电极间距大，

基金项目：国家自然科学基金创新研究群体项目（52021004）；重庆市自然科学基金面上项目（cstc2020jcyj-
msxmX0827）；中央高校基本科研业务费（2020CDJ-LHZZ-046）；重庆英才计划包干制项目（cstc2021ycjh-
bgzxm0034）



反应面积小等缺点，有学者提出了连续流动式反应器，CO2和电解液在两个平行流道中并流

通过，这一设计可以缓解 CO2 的传质受限问题且有利于产物的收集[11,12]。使用 GDE 的流动

式反应器可以将阴极电流密度提高至 200-300 mA/cm2[9,13]。此外，由于膜的成本昂贵且易损

耗，有学者提出使用无膜流动式反应器还原 CO2，这种反应器使用流动电解液分离阴极和阳

极，这可以有效减小反应器欧姆损失并节约了膜的成本[14]。

在理论研究方面，Li 等人[15]针对连续式反应器建立了电化学还原 CO2 的阴极动力学模

型。Wang 等人[16]建立了无膜流动式反应器电化学还原 CO2的数学模型，研究了析氢反应对

反应器性能的影响。Omnia 等人[17]对使用 GDE 的流动式反应器进行数值模拟，建立了 CO2

电化学还原为 CH3OH 的模型，研究了反应物浓度等对反应器性能的影响。Wu 等人[18]针对

无膜流动式反应器建立了将 CO2 电化学还原为 CO 的数学模型，研究了反应物流量等对反

应器性能的影响。Zenyuk 等人[19]对气体扩散电极建立了数学模型，研究了孔隙率对气体扩

散电极传质特性的影响。Weng 等人[20]建立了带有气体扩散电极的流动式反应器理论模型，

研究了催化剂载量，电极孔隙率等对气体扩散电极性能的影响。目前对于不同运行条件下无

膜流动式反应器电化学还原 CO2性能的理论研究较缺乏。

本文针对使用 GDE 的无膜流动式反应器建立二维稳态数学模型，考虑流体流动、物质

传输、电荷传输及电极动力学，研究反应器内部的物质传输及电化学还原 CO2 的法拉第效

率及转化率等，并基于此模型研究气相反应物浓度、流速，电解液流速及催化层结构参数对

反应器性能的影响。

1 数值模拟

1.1 物理模型

图 1 所示为物理模型示意图。模型计算区域包括阴极气体流道(Cathode gas channel,
CGC)、阴极气体扩散层(Cathode GDL)、阴极催化层(Cathode CL)、电解液流道(Electrolyte
Channel,ELEC)、阳极催化层(Anode CL)及阳极气体扩散层(Anode GDL)。模型几何参数如表

1 所示。电解液为 0.5 M KHCO3，从电解液流道入口流入，CO2 以气相形式流入气体流道，

通过气体扩散层扩散到阴极催化层，到达反应活性位点进行还原反应，同时阴极还发生副反

应析氢反应，反应液相产物进入电解液流道与电解液一同排出，生成的气相产物 H2 和未反

应完的 CO2 经气体流道排出反应器。阳极催化层发生析氧反应，产生的氧气直接通过阳极

气体扩散层排出至大气。

图 1 物理模型示意图

Fig.1 Schematic diagram of physical model

电极反应方程式如下所示：

阴极还原反应：

CO2 + H2O + 2e- → HCOO- + 2OH- (1)

2H2O + 2e- → H2 + 2OH- (2)



阳极氧化反应：

4OH- → O2 + 2H2O + 4e- (3)

表 1 模型几何参数

Table1 Model geometric parameters

几何参数 符号 数值 单位 来源

流道长度 L 20 mm 文献[16]

电极长度 LGDE 20 mm 文献[21]

CGC 高度 HCGC 4 mm 文献[21]

GDL 高度 HGDL 3 mm 文献[18]

CL 高度 HCL 0.06 mm 文献[17]

ELEC 高度 HELEC 0.3 mm 文献[21]

1.2 模型假设

模型采用的假设如下：

① 反应器处于稳态、等温条件下运行；

② 气体及液体流动均为不可压缩流体的层流流动，忽略体积力；

③ 气体为理想气体，电解质各项物理性质均匀；

④ 阴极及阳极气相产物分别及时通过阴极和阳极气体扩散电极排出，电解液流道内为

单相流动；

⑤ 扩散层和催化层为各向同性的多孔介质；

⑥ 催化剂均匀分布在催化层。

1.3 数学模型

1.3.1 控制方程

①流体流动

阴极气体流道、电解液流道及气体扩散电极的流动连续性方程如下：

∇ ⋅ ܝ = 0 (4)
阴极气体流道与电解液流道内的动量方程为：

ܝߩ ⋅ =ܝ∇ −∇ܲ+ ∇ ⋅ [(ܝ∇)ߤ] (5)
具有多孔结构的阴极 GDE 及阳极 GDE 内的动量方程为：

ఘ

ఌమ
ܝ ⋅ =ܝ∇ −∇ܲ+ ∇ ⋅ [

ଵ

ఌ
(ܝ∇)ߤ −

ଶ

ଷ

ఓ

க
(∇ ⋅ [۷(ܝ − (

ఓ

௄
ܝ( (6)

其中ߩ为流体密度，u 为流体速度矢量，P 为流体压强，ߤ为流体动力粘度，K 为多孔介质渗

透率，ߝ为多孔介质孔隙率。

②物质传输

阴极气体流道和气体扩散层组分质量守恒方程为：

∇ ⋅ ܰ୧= 0 (7)
其中ܰ௜为各物质通量，i 代表 CO2,N2,H2，通过 Maxwell-Stefan 方程[17]获得：
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由总的质量平衡算出 N2 的质量分数：

߱୒మ = 1 − ߱େ୓మ − ߱ୌమ (9)
：୥为混合气体的密度，通过理想气体状态方程计算ߩ

୥ߩ = ୥ܯ
௉

ோ்
(10)



式(8)中的ܯ୥为混合气体摩尔质量，由混合气体摩尔质量计算公式得到：

୥ܯ = ୒మܯ୒మݔ + େ୓మܯେ୓మݔ + ୌమܯୌమݔ (11)
对于多孔介质，采用 Bruggeman 方程对物质在多孔介质内的扩散系数进行修正，得到

有效扩散系数为：

୧୨ܦ
୤ୣ୤= ୧୨ܦଵ.ହߝ (12)

式(12)中ܦ୧୨为多组分二元扩散系数，可以用 Fuller 等给出的公式[22]计算：

=୧୨ܦ
ଵ.଴ଵଷଶହ×ଵ଴షమ்భ.ళఱቆ

భ

ಾ ౟
ା

భ

ಾ ౠ
ቇ

భ మ⁄

௉(௩౟
భ య⁄

ା௩ౠ
భ య⁄ ቁ

(13)

催化层组分质量守恒方程为

∇ ⋅ ܰ = ܴ୧ (14)
其中：

=୧ࡺ ∇ ⋅ ୧ܦ୪ߩ−)
୤ୣ୤∇߱୧−

௭౟ிఘ ఠౢ౟஽౟
౛౜౜∇௏౟

ோ்
+ ୪߱ߩ ୧ܝ ) (15)

式(15)中ܦ୧
୤ୣ୤为各物质的在多孔介质中的有效扩散系数，用 Bruggeman 方程进行修正：

୧ܦ
୤ୣ୤= ୧ܦଵ.ହߝ (16)

ܴ୧为反应源项，反映在电化学反应过程中反应物的消耗或产物的生成：

ܴ୧=
௔౬௜ౢ౥ౙ

௡ி
୧ܯ (17)

电解液流道内组分质量守恒方程为：

∇ ⋅ ܰ୧= 0 (18)

其中 Di为物质i在溶液中的扩散系数，Dij为物质i和物质j的二元扩散系数，Mi 为物质i的摩尔

质量，xi为物质i的摩尔分数，ωi为物质i的质量分数，iloc 为电极电流密度，F 为法拉第常数，

T 为温度，R 为理想气体常数，νi为物质 i 的分子扩散体积。

③电荷传输

主流道中电解液离子电势满足电荷守恒方程：

∇ ⋅ ߪୣ−) ୪ୣ
eff∇߶ ୪ୣୣ ) = 0 (19)

多孔介质催化层中。离子在液相电解质中传输形成离子电流，电子在固相电极中传输形

成电子电流,离子电势和电子电势的电荷守恒方程分别为：

∇ ⋅ ߪୣ−) ୪ୣ
eff∇߶ ୪ୣୣ ) = ݅ (20)

∇ ⋅ ୱߪ−)
eff∇߶ୱ) = −݅ (21)

其中ୣߪ ୪ୣ
eff及ߪୱ

eff分别为多孔介质中离子有效电导率及电子有效电导率：

ߪୣ ୪ୣ
eff = (1 − ߪଵ.ହୣ(ߝ ୪ୣ (22)
ୱߪ

eff = ୱߪଵ.ହߝ (23)
其中ߪୱ为电子电导率，ୣߪ ୪ୣ为离子电导率，߶ୱ为电子电势，߶ ୪ୣୣ为离子电势。

④电极动力学

在阴极催化层及阳极催化层分别发生电化学还原反应和电化学氧化反应，电化学反应动

力学用 Butler-Volmer 方程描述：

୪݅୭ୡ = ଴݅[
஼౎

஼౎ ,౨౛౜
exp (

௔౬,౗௭ி

ோ்
(ߟ −

஼ో

஼ో ,౨౛౜
exp (

௔౬,ౙ௭ி

ோ்
[(ߟ (24)

其中ߟ为过电势：

=ߟ ߶ୱ− ߶ୣ− ܧ ୯ୣ (25)
其中 ଴݅为交换电流密度， ୴ܽ为电极体积比表面积，ܧ ୯ୣ为反应平衡电位，ܥ୰ୣ ୤为参考浓度。



1.3.2 边界条件

模型中各边界条件如表 2 所示。

表 2 数学模型边界条件

Table2 Mathematical model boundary conditions

边界位置 边界条件 表达式

气体流道入口
恒定入口流速 ܝ = ܏܃

૙

恒定入口气体组分 ߱COమ
= ߱COమ,in

气体流道出口 恒定压力（大气压） P= Patm

电解液流道入口 恒定入口流速 ܝ = ܔ܃
૙

电解液流道出口 恒定压力（大气压） P= Patm

气体流道-阴极 GDL 交界面
给定电势 ߶ = ߶ୡ

通量连续性 ܰ୧,ୋେ = ܰ୧,ୋୈ୐

阴（阳）极 GDL-阴极 CL 交界面

电荷连续性 ୱ݅,ୋୈ୐ = ୱ݅,େ୐

零通量
ܰ௜= 0

(i=OHି ,HCOOି , Hା ,HଶO)

给定通量 ݉ ୥୪= େ݇୓మ
(
+݌ ୰ୣ݌ ୤

େ୓మܪ
– େܿ୓మ,ୟ୯)ܯ

阴（阳）极 CL-电解液流道交界面

电荷连续性 ୪݅,େ୐= ୪݅, ୪ୣୣ

通量连续性 −ܰ୧= ෍ ܴ୧
௠

;ܴ୧=
ݒ v݅

ܨ୧ݖ

阳极 GDL 外表面

电接地 ߶ୟ = 0

通量连续性 −ܰ୧= ෍ ܴ୧
୫

=
ݒ v݅

ܨ୧ݖ

其他边界

无滑移 u=0
零通量 ܰ୧= 0

电绝缘 ୪݅= 0; ୱ݅ = 0

1.3.3 反应器性能

①电流密度

电流密度(Current density)反映了电化学反应的速率，由于还原反应在阴极发生，因此主

要计算阴极电流密度，电极电流密度的计算公式如下：

େ݅ =
∫ ∫ ൫௜ౄిోోషା௜ౄమ)ୢ୶ୢ ୷

ಽ

బ

ಹ

బ

୐
(26)

②法拉第效率

法拉第效率(Faradaic efficiency, FE)反映了输入的能量被应用于所需反应的部分，可表征

电化学反应的选择性，计算公式如下[23]：

=୧ܧܨ
∫ ∫ ௜ౢ౥ౙୢ୶ୢ ୷

ಽ

బ

ಹ

బ

௜ౙ
× 100% (27)

③CO2转化率

CO2 转化率(CO2 conversion)反映了所通入的气相反应物通过反应器的转化率：

Conv(%) =
ධ Nిోమ
ಹౙౝౙ,౪౥౦

బ
⋅e౮|౟౤ௗ௬ିධ Nిోమ

ಹౙౝౙ,౪౥౦

బ
⋅e౮|౥౫౪ௗ௬

ධ Nిోమ⋅e౮|౟౤
ಹౙౝౙ,౪౥౦

బ
ௗ௬

× 100% (28)

1.4 模型求解

采用 Comsol Multiphysic 5.5 对上述数学模型进行求解，使用有限元方法进行计算，模



型所需的参数如表 3 所示。

表 3 模型中所用的参数

Table3 Parameters used in the model

参数 符号 数值 单位 来源

电解质密度 ρ 1031 kg/m3 文献[20]

电解质动力粘度 ߤ 0.0012 Pa·s 文献[20]

CO2 密度 େ୓మߩ 1.83 kg/m3 文献[20]

H2密度 ୌమߩ 0.083 kg/m3 文献[20]

N2密度 ୒మߩ 1.16 kg/m3 文献[20]

混合气体动力粘度 ୥ߤ 1.47× 10-5 Pa·s 文献[20]

GDL 孔隙率 ୋୈ୐ߝ 0.7 1 文献[16]

CL 孔隙率 େ୐ߝ 0.3 1 文献[16]

GDL 渗透率 ୋୈ୐ܭ 1.34× 10-12 m2 文献[18]

CL 渗透率 େ୐ܭ 1.6× 10-14 m2 文献[18]

电解质电导率 ߪୣ ୪ୣ 35 S/m 文献[20]

GDL 电导率 ୋୈ୐ߪ 8000 S/m 文献[20]

CL 电导率 େ୐ߪ 7270 S/m 文献[17]

CO2 分子扩散体积 େ୓మݒ 26.9 1 文献[19]

H2分子扩散体积 ୌమݒ 6.12 1 文献[19]

N2分子扩散体积 ୒మݒ 17.9 1 文献[19]

催化层平均孔隙半径 େ݀୐ 5×10-8 m 文献[20]

CO2 亨利系数 େ୓మܪ 2938.4 Pa·m3/mol 文献[30]

CO2 气液传质系数 େ݇୓మ 0.021 cm/s 文献[22]

1.5 模型验证

将模型计算得到的阴极电极电流密度与实验结果[21]相比较进行模型验证。电解液流量

为 500 μL/min、气相 CO2流量为 25 SCCM 时，输入气相为纯 CO2 气体条件下，图 2 所示为

计算结果与实验结果的对比图，可以看出，计算结果与实验结果吻合程度较好。最大误差出

现在-1.8 V 电压下，误差为 24%，这是由于在较高电流密度下电极表面被气泡覆盖导致电极

反应面积减小，电流密度降低，而本模型未考虑气泡带来的影响，导致电流密度较高。在较

低电流密度下，误差均小于 20%，验证了本模型的正确性。

图 2 模型验证

Fig.2 Model validation

2.结果与讨论

2.1 不同电压下反应器性能

图 3 为电解电压对反应器性能的影响。当施加的反应器电压绝对值增加（变得更负）时，



法拉第效率先上升后下降，在-1.5 V 的电压下达到峰值 71%。这可能是由于电压较低时，由

于过电位较小，反应速率较慢，从而导致法拉第效率较低。随着电解电压升高，过电位增大，

反应速率变大，法拉第效率有所升高。但进一步增加电解电压，法拉第效率又下降，这是由

于电压过高时，析氢反应更容易发生，抑制还原反应的进行，从而导致法拉第效率下降。CO2

转化率随着电压绝对值的增加而上升，这是因为反应过电位增大，反应更剧烈，更多的 CO2

参与反应，使得 CO2转化率升高。
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图 3 电解电压对反应器性能的影响

Fig.3 The effect of electrolytic voltage on the performance of the reactor

2.2 气相反应物浓度的影响

气相反应物浓度对反应器性能的影响如图 4 所示。从图 4(a)可以看出，随着入口气相反

应物 CO2 浓度从 5 mol/m3增加到 44 mol/m3（纯 CO2气体浓度），电极电流密度逐渐上升，

且气相反应物入口浓度越高，电流密度随电压增加的幅度越大。当入口气相反应物浓度为 5
mol/m3 时，在电压为-1.2 V 到-1.8 V 的区间内，电流密度从 1 mA/cm2 增加到 20.1 mA/cm2，

但入口气相反应物浓度为 44 mol/m3 时，在同样电压区间内，电流密度从 3.1 mA/cm2 增加到

74.8 mA/cm2。这是由于在较低的反应物入口浓度下，虽然随着电压的增大，过电位增大，

从而导致电极反应更剧烈，但在较高的电压下，反应物 CO2的消耗更大，导致还原反应严重

受到传质的限制，电流密度的增加主要由析氢副反应导致，而对于较高的反应物入口浓度，

传质受限问题可以得到缓解，所以总的电极电流密度增幅较大[24]。在相同电压下进行电解，

随着入口反应物浓度的增加，电流密度增加，但增速逐渐变缓。当在-1.8 V 电压下电解时，

入口反应物浓度从 5 mol/m3增加到 15 mol/m3时，电流密度从 20 mA/cm2增加到 38.4 mA/cm2，

增幅为 92%，但入口反应物浓度从 25 mol/m3 增加到 35 mol/m2 时，电流密度从 53.5 mA/cm2

增加到 66.4 mA/cm2，增幅仅为 24.1%，这是由于在较低的反应物入口浓度时，增加入口反

应物浓度可以明显缓解传质受限问题，而在较高的入口浓度时，反应传质受限问题已经得到

较好的缓解，进一步提升入口浓度对反应器性能的改善有限。当反应物浓度分别为 5 mol/m3、

25 mol/m3 及 44 mol/m3 时，沿 x 方向阴极催化层内前段中段和后段区域的反应物浓度分布

如图 5 所示。可以看出，随着入口气相反应物浓度增加，催化层内反应物浓度升高。图 4(b)
为入口反应物浓度对法拉第效率的影响，随着入口反应物浓度的增加，法拉第效率有显著提

升，这是由于反应物入口浓度的增加显著缓解了反应物传质受限问题[25]。结果表明，增加入

口反应物浓度能有效提升反应器性能。图 4(c)为入口气相反应物浓度对 CO2 转化率的影响，

随着入口反应物浓度增加，CO2 转化率下降，这是由于较高的入口浓度使得部分 CO2不能充

分参与电化学反应就从出口排出反应器，导致 CO2转化率下降。
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图 4 入口气相反应物浓度对(a)电流密度、(b)法拉第效率和(c)CO2 转化率的影响

Fig.4 The effect of gas phase reactant inlet concentration on (a) current density, (b) Faraday efficiency and (c) CO2

conversion

(a)5 mol/m3

(b)25 mol/m3

(c)44 mol/m3

图 5 不同反应物入口浓度下阴极催化层内反应物浓度分布

Fig 5 Reactant concentration distribution in the catalytic layer under different reactant inlet concentrations

2.3 气相反应物流量的影响

气相反应物流量对反应器性能的影响如图 6 所示。结果表明，电流密度和法拉第效率均

随着气相反应物流量的增加而上升，气相反应物流量的增加提升了反应器性能。在-1.8 V 的

电压下电解时，反应物流量从 5 SCCM 增加到 25 SCCM，电流密度从 60 mA/cm2 上升到 69
mA/cm2，法拉第效率从 56%上升到 62.4%。不同气相反应物流量下气体流道内流场如图 7
所示，气相反应物流量越大，气体流速越快。沿 x 方向阴极催化层内前段中段和后段区域

CO2 浓度分布如图 8 所示，可以看出，较低的气体流量下催化层内 CO2 浓度较低，反应物无

法得到及时补充，从而发生传质受限问题，较高流量下，气体流速快，反应物可以得到及时

补充，CO2 浓度较高，从而提升反应器性能。图 6(c)为气相反应物入口流量对 CO2 转化率的

影响，较高的反应物流量导致 CO2 转化率下降，这是因为较高的流量导致更快的流速，使得

CO2 在反应器内的停留时间更短，不能充分参与电化学反应，导致 CO2转化率的下降。
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图 6 气相反应物流量对(a)电流密度、(b)法拉第效率和(c)CO2转化率的影响

Fig.6 The effect of gas phase reaction flow rate on (a) current density, (b) Faraday efficiency and (c) CO2
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conversion

(a)5 SCCM

(b)15 SCCM

(c)25 SCCM

图 7 不同反应物入口流速下气体流道内流场

Fig.7 Flow field in gas channel under different reactant inlet velocities

(a)5 SCCM

(b)15 SCCM

(c)25 SCCM

图 8 不同反应物入口流速下催化层内 CO2 平均浓度

Fig.8 CO2 concentration in the catalyst layer under different reactant inlet flow rate

2.4 电解质中 CO2 浓度的影响

除了通过气体流道供给气相 CO2，还可以在电解质中以溶解的液相方式供给。因此，为

研究电解质中反应物 CO2 浓度对反应器性能的影响，选取电解质中 CO2 浓度为 5、15、25
mol/m3 进行计算，并与相同浓度的气相 CO2 供给方式进行对比。电解质中 CO2 浓度对反应

器性能的影响如图 9 所示。电流密度及法拉第效率均随着电解质中 CO2浓度的增加而增加，

反应物浓度从 5 mol/m3 增加到 25 mol/m3 时，电流密度最大增幅在-1.9 V 出现，增加了 5.3
mA/cm2，法拉第效率最大增幅在-1.4 V 出现，增加了 26%，这同样是由于传质强化所致。与

图 4 中不同气相反应物入口浓度下的反应器性能相比，液相方式供给时电流密度及法拉第

效率均比气相供给时降低，而且图 4 中反应物浓度从 5 mol/m3 增加到 25 mol/m3 时，电流密

度最大增幅在-1.9 V 出现，增加了 42 mA/cm2，法拉第效率最大增幅在-1.7 V 出现，增加了

36.7%。显然，虽然电解质中 CO2 浓度增加及入口气相 CO2 浓度增加都能提升反应器性能，

但同样的浓度变化幅度下，气相 CO2 浓度增加带来的反应器性能提升远大于电解质中 CO2

浓度增加所导致的反应器性能提升，这是由于气相直接供给 CO2，扩散速率更快，可以避免

在液相中 CO2 缓慢的传质，从而使反应物以气相形式直接到达反应活性位点。结果表明采

用气相直接供给 CO2的形式可以有效缓解传质问题。
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图 9 电解质中 CO2 浓度对(a)电流密度和(b)法拉第效率的影响

Fig.9 The effect of CO2 concentration in electrolyte on (a) current density and (b) Faraday efficiency

2.5 催化层厚度的影响

催化层厚度会影响反应活性位点数量，还会影响催化层内 CO2传质，因此，为研究催化

层厚度对反应器性能的影响，采用不同催化层厚度对反应器性能进行计算。气相入口浓度 40
mol/m3、流量为 25 SCCM 时，催化层厚度对反应器性能的影响如图 10 所示。可以看出，电

极电流密度随着催化层厚度的增加而增加，法拉第效率随催化层厚度增加而降低。这是由于

催化层厚度增加，反应活性位点增加，使得电流密度增加，同时析氢副反应的反应活性位点

也增加，由于副反应竞争作用增强，从而导致法拉第效率降低。催化层内平均 CO2浓度如图

11 所示。从图 11(a)可以看出，在气相入口浓度为 40 mol/m3、反应器电压为-1.8V 时，随着

催化层厚度的增加，催化层内平均 CO2 浓度增加，这表明在-1.8 V 电压下，气相反应物入口

浓度为 40 mol/m3 时，催化层厚度增加，反应活性位点增加，参与反应的 CO2更多，平均 CO2

浓度升高。相同电压下，气相入口浓度为 10 mol/m3 时催化层内平均 CO2 浓度如图 11(b)所
示。可以看出，催化层厚度为 0.06 mm 时平均 CO2浓度出现最大值 1.32 mol/m3，继续增加

厚度至 0.08 mm，平均 CO2 浓度有所下降，这说明催化层厚度继续增大时，其内部流动及传

质阻力均增大，反应物 CO2 难以传递到整个催化层内就已经被完全消耗，此时进一步增加

催化层厚度只能增强析氢副反应，无法提升反应器性能。以上结果表明，催化层厚度的增加

一方面使得反应活性区域增加，反应器性能提高；另一方面也增大了反应物的流动及传质阻

力，当气相反应物无法及时扩散到增大催化层厚度所增加的反应活性区域时，增加催化层厚

度则无法提升反应器性能。
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图 10 催化层厚度对(a)电流密度和(b)法拉第效率的影响

Fig.10 The effect of catalyst layer thickness on (a) current density and (b) Faraday efficiency
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图 11 气相反应物入口浓度为(a)40 mol/m3 和(b)10 mol/m3 时催化层内平均 CO2 浓度

Fig.11 The average CO2 concentration inside the catalyst layer when the inlet concentration of gas-phase

reactants is (a) 40 mol/m3 and (b) 10 mol/m3

2.6 催化层孔隙率的影响

催化层孔隙率的变化不仅会导致催化层内流动及传质阻力的变化，还会导致催化层活性

比表面积的变化[26,27]。为研究催化层孔隙率对反应器性能的影响，选取催化层孔隙率分别为

0.3、0.35、0.4、0.45 进行计算，并对催化层比表面积进行修正，电极比表面积与孔隙率关系

如式(26)所示[28,3]。

୴ܽ ≈
௄౏

ௗ
[(1 − (େ୐ߝ

భ

మ− (1 − [(େ୐ߝ ⋅ (1 − େ୐)ିଵ.ସଵߝ (29)

其中， ୴ܽ为催化层比表面积，Ks为常数，取决于材料种类和制备方法，d 为平均孔径，ߝେ୐为

催化层孔隙率。

催化层孔隙率对反应器性能的影响如图 12 所示。可以看出，随着催化层孔隙率从 0.3
增加到 0.45，电流密度及法拉第效率显著提升，尤其在高电压下提升幅度较大，在-1.9 V 的

电压下，电流密度从 101 mA/cm2 上升到 153 mA/cm2，提升了 51.4%，法拉第效率从 59%上

升到 64%。这是由于催化层孔隙率上升有利于降低催化层内的流动及传质阻力，并提升催化

层体积比表面积，从而强化传质并促进电化学反应的进行。但在较低电压下，随着孔隙率上

升，法拉第效率反而略微下降，这是由于在较低电压下，由于过电位较小，二氧化碳还原反

应速率较低，比表面积的增加反而会促进析氢副反应的进行，从而导致法拉第效率随着孔隙

率的提高略微下降。
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图 12 催化层孔隙率对(a)电流密度和(b)法拉第效率的影响

Fig.12 The effect of catalyst layer porosity on (a) current density and (b) Faraday efficiency

3 结论

本文针对无膜流动式电化学还原 CO2 反应器建立二维稳态数学模型，考虑流体流动、

物质传输、电荷传输及电极动力学，研究运行条件及结构参数对反应器性能的影响，得到了

以下主要结论：

(1) 法拉第效率随着电压增加先上升后降低，在-1.5 V 时达到最大值 71%。

(2) 与液相供给 CO2相比，直接供给气相 CO2 可以有效缓解传质受限问题，且提升气相



CO2 浓度对反应器性能的增强显著强于提升电解液中溶解态 CO2 浓度。

(3) 增加气相反应物流量有助于增强传质，当气体流量从 5 SCCM 增加到 25 SCCM 时，

电流密度和法拉第效率分别提升了 29%和 39%，但 CO2 转化率降低。

(4) 催化层厚度及孔隙率的增加均有利于提升反应器性能，但当催化层厚度过大，反应

物无法及时扩散到反应活性位点时，进一步增加厚度无法提升反应器性能，反而降低法拉第

效率。

参考文献：

[1] SONG J, SONG H, KIM B, et al. Towards Higher Rate Electrochemical CO2 Conversion: From Liquid-Phase

to Gas-Phase Systems[J]. Catalysts, 2019, 9(3): 224.

[2] 张琪,许武韬,刘予宇,张久俊.二氧化碳电化学还原概述[J].自然杂志,2017,39(04):242-250.

[3] Liu P S. A new method for calculating the specific surface area of porous metal foams[J]. Philosophical

Magazine Letters, 2010, 90(6): 447-453.

[4] E.Lamy, L.Nadjo, J.M.Saveant. Standard potential and kinetic parameters of the electrochemical reduction of

carbon dioxide in dimethylformamide[J].Chem, 1977,78:403-407.

[5] Cheng F, Zhang X, Mu K, et al. Recent progress of Sn‐based derivative catalysts for electrochemical reduction

of CO2 [J]. Energy Technology, 2021, 9(1): 2000799.

[6] C.Tornow, M.R.Thorson, Ma S, et al. Nitrogen-based catalysts for the electrochemical reduction of CO2 to

CO[J]. Journal of the American Chemical Society, 2012, 134(48): 19520-19523.

[7] E.J.Dufek,et al. Influence of electrolytes and membranes on cell operation for syn-gas production[J].

Electrochemical and Solid-state Letters, 2012, 15(4): b48.

[8] Chen C, Khosrowabadi, Sheehan S.W, Progress toward commercial application of electrochemical carbon

dioxide reduction[J]. Chem, 2018, 4(11): 2571-2586.

[9] M.G.Kibria, J.P.Edwards, C.M.Gabardo, et al. Electrochemical CO2 reduction into chemical feedstocks: from

mechanistic electrocatalysis models to system design[J]. Advanced Materials, 2019, 31(31): 1807166.

[10] Nguyen T, Dinh C T, et al Gas diffusion electrode design for electrochemical carbon dioxide reduction[J].

Chemical Society Reviews, 2020, 49(21): 7488-7504.

[11] Li H, Oloman C. Development of a continuous reactor for the electro-reduction of carbon dioxide to formate –

part 2: scale-up[J]. Journal of Applied Electrochemistry, 2007, 37(10): 1107-1117.

[12] Leli F K, Atilan T, Palamut N, et al. Electrochemical reduction of CO2 at Pb- and Sn-electrodes in a fixed-bed 

reactor in aqueous K2CO3 and KHCO3 media[J]. Journal of Applied Electrochemistry,2003,33:447-450.

[13] Weekes D M, Salvatore D A, Reyes A, et al. Electrolytic CO2 reduction in a flow cell[J]. Accounts of Chemical

Research, 2018, 51(4): 910-918.

[14] Whipple D T, Finke E C, Kenis P. Microfluidic reactor for the electrochemical reduction of carbon dioxide: the

effect of pH[J]. Electrochemical and Solid-State Letters, 2010, 13(9): B109.

[15] LI H, OLOMAN C. The Electro-Reduction of Carbon Dioxide in a Continuous Reactor[J/OL]. Journal of

Applied Electrochemistry, 2005, 35(10): 955-965. DOI:10.1007/s10800-005-7173-4.

[16] Wang H, Leung D, Xuan J. Modeling of a microfluidic electrochemical cell for CO2 utilization and fuel

production[J]. Applied Energy, 2013, 102: 1057-1062.

[17] El-Shafie O A, El-Maghraby R M, Albo J, et al. Modeling and numerical investigation of the performance of

gas diffusion electrodes for the electrochemical reduction of carbon dioxide to methanol[J]. Industrial &

Engineering Chemistry Research, 2020, 59(47): 20929-20942.

[18] Wu K, Birgersson E, Kim B, et al. Modeling and Experimental Validation of Electrochemical Reduction of



CO2 to CO in a Microfluidic Cell [J]. Journal of The Electrochemical Society, 2015, 162(1): F23-F32.

[19] ZENYUK I V, DAS P K, WEBER A Z. Understanding Impacts of Catalyst-Layer Thickness on Fuel-Cell

Performance via Mathematical Modeling[J/OL]. Journal of The Electrochemical Society, 2016, 163(7): F691-

F703. DOI:10.1149/2.1161607jes.

[20] Weng L C, Bell A T, Weber A Z. Modeling gas-diffusion electrodes for CO2 reduction[J]. Physical Chemistry

Chemical Physics, 2018, 20(25): 16973-16984.

[21] 张宇航. 基于 SnO_2 纳米片阴极的电化学还原 CO2 产甲酸性能[D].重庆大学,2021.

[22]Fuller E N, Schettler P D, Giddings J C. New method for prediction of binary gas-phase diffusion coefficients[J].

Industrial and Engineering Chemistry,1966,58(5):18-27.

[23] Yang Z, Li D, Xing L, et al. Modeling and upscaling analysis of gas diffusion electrode-based electrochemical

carbon dioxide reduction systems[J]. ACS Sustainable Chemistry & Engineering, 2021, 9(1): 351-361.

[24] Kamkeng A D N, Wang M, Hu J, et al. Transformation technologies for CO2 utilisation: current status,

challenges and future prospects[J]. Chemical Engineering Journal, 2021, 409: 128-138.

[25] Fang Y, Cui H, Chen B, et al. A kinetics-mass transport model for CO2 electroreduction reactor to investigate

performance limitation factors[J]. Chemical Engineering Science, 2022, 262: 117996.

[26] Wang Q, Chen W, Zhao C, et al. Analysis of overpotential in discharge process associated with precipitation

for vanadium-manganese flow battery[J]. Journal of Power Sources, 2022, 517: 230717.

[27] Pitois O, Lorenceau E, Louvet N, et al. Specific surface area model for foam permeability[J]. Langmuir, 2009,

25(1): 97-100.

[28] Liu P S, Chen G F. Mechanical relation of foamed metals under uniaxial and biaxial loads of collective tension

and compression[J]. Materials Science and Engineering: A, 2009, 507(1-2): 190-193.

[29] Han j, Eimer D A, Melaaen M C. Liquid phase mass transfer coefficient of carbon dioxide absorption by water

droplet[J]. Energy Procedia, 2013, 37: 1728-1735.

[30] Staudinger J, Roberts P V. A critical compilation of henry’s law constant temperature dependence relations for

organic compounds in dilute aqueous solutions[J]. Chemosphere, 2001, 44(4): 561-576.



基金项目：河北省重点研发计划（20374506D）

中国工程热物理学会 传热传质学

学术会议论文 编号：233029

数据中心高温冷冻水系统节能优化研究

廖炜铖 1，姜宇光 2，李震 1

（1.清华大学航天航空学院，北京 100084；2.中国移动通信集团设计院，北京 100080）

(Tel: 010-62794679, Email: lizh@tsinghua.edu.cn)

摘要：数据中心冷却系统的能耗随着时间的推移而不断增加，使用自然冷却技术可以降低冷却系统的

机械冷却能耗。在保证服务器安全稳定运行的情况下，提高数据中心冷冻水温度可以有效增加天然冷

源的利用时间，本文建立了冷冻水温度和送风温度之间的模型，用实验方法探讨提高冷冻水温度对数

据中心热环境和能耗的影响。此外，本文进行了案例研究，通过对数据中心制冷系统、空调末端和服

务器展开研究分析，结果表明数据中心能耗存在极值点。

关键词：数据中心冷却；冷冻水系统；精密空调

0 前言

数据中心用电量与日俱增，其中数据中心冷却系统的用电量占比达到 30%以上，如

何减少数据中心的能耗成为了数据中心节能的重点目标。利用环节中的冷源是减少数据

中心机械制冷的关键，而自然冷源的利用收到冷冻水温度的限制，冷冻水温度决定了数

据中心全年自然利用时长。在保障机房安全运行的前提下，提升冷冻水温度涉及到诸多

换热环节，使用较高温度的冷冻水是对传统冷冻水型冷却系统的数据中心节能优化的关

键。

数据中心自然冷却是利用室外的低温冷源从而实现冷却散热，其目的是降低数据中

心的能耗，冷冻水系统自然冷却即通过增加换热器，在室外温度较低时关闭压缩机，利

用冷却塔制取低温冷水的系统。

Yingbo Zhang 等[1]综述了下一代高温数据中心的研究和技术，高温数据中心可以通

过改变其冷却机制来节省大量的冷却能量。更有效地使用自然冷却是高温数据中心降低

冷却能耗的基本和有效的手段。但是 IT 设备的可靠性和性能成为高温数据中心发展的限

制因素。

闫睿等[2]使用商业软件对数据中心进行能耗模拟分析，探索数据中心供冷能耗及

PUE 规律特征，对充分利用自热冷源和优化冷源系统运行参数两中优化方法。提出基于

物理模型的空调系统运行参数优化，基于空调设备的能耗和传热模型建立系统总能耗优

化目标。以实际数据中心为案例，冷水机组使用时间减少了 7.5%，完全利用自然冷源时

间增加了 36.87%，整体节能 20.4%。雷奥君等[3]模拟分析了利用湖水自然冷源的冷冻水

系统，发现系统全年能耗随机房送风温度与冷冻水温度温差设定值的增大先减小后增大，

温差为 7℃时能耗为极小值，冷冻水供水温度和送风温度分别为 14℃、21℃时为系统的



最佳运行状态点。唐辉等[4]模拟研究数据中心水冷自然冷却系统，发现冷冻水供回水温

度对冷却塔的使用室外自然冷源的时间有决定性的作用，通过提高冷却塔的冷却单元数

可以延长自然冷源的利用时间。张萌等[5]分析了大温差和提高冷冻水供水温度的方式，

7℃/12℃冷冻水供回水温度在冷却塔供水温度低于 9.5℃时开启部分自然冷却模式；7℃
/14℃冷冻水供回水温度在冷却塔供水温度低于 12.5℃时开启部分自然冷却模式，大温差

方案延长了数据中心自然冷却的时长。黄若琳等[6]分析了广州、重庆两地的节能效益，

提高冷冻水温度延长了自然冷却时间，但自然冷却带来的节能效果有限，提出常规制冷

冷凝热回收-水源热泵供暖系统与常规制冷高温冷冻水余热回收-水源热泵供暖系统，对

冷凝热回收复合供暖系统进行以冷却水进水温度为主的优化，发现冷冻水供水温度对节

能量影响不明显。康致博等[7]研究了数据中心提高了冷冻水供回水温度运用是适配的精

密空调末端，开发适用于大温差高温供冷技术的新型换热器，设计了三种相匹配的换热

器参数，冷冻水供回水温度从 7/12℃提高到 15/25℃后，年节费率达到 34.35%。陈沛霖

等[8]分析了空调冷冻水系统大温差设计的能耗分析，提高冷冻水温差相对减小了系统循

环水量，减小水泵扬程及耗电量，但是由于蒸发温度降低，冷水机组的制冷效率降低，

从而会导致能耗增大。Yuya Suzuki 等[9]通过对办公楼高温冷冻水冷却系统进行优化，通

过运行控制优化进一步提高了设备的效率，高温冷却水的空调设备的流量下降，同时保

持等量的热量提取，水冷式冷水机组和整个系统的性能系数分别提高了 0.40 和 0.45，泵

和冷却塔的能耗比水冷冷却机的能耗降低了 59%。

为了进一步分析数据中心提升冷冻水系统的可行性和节能效果，本文对数据中心传

热环节展开分析，并针对空调末端的换热环节展开实验，最后对案例数据中心微模块整

体全年能耗进行测算，以指导实际应用。

1 冷却系统传热过程分析

数据中心制冷系统是为了将机房内服务器、存储设备、交换机、路由器等设备产生

的热量排至室外，服务器等 IT 设备的散热特点是制冷系统设计和运行的关键。典型的水

冷型冷却系统传热环节包括服务器机架将热量释放到机房，有数据中心精密空调排放至

室外。数据中心常规的空调系统主要由冷水机组、冷却塔、水泵和精密空调四部分构成。

精密空调是数据中心机房中最常见的末端换热器，数据中心精密空调包括房间级空

调、列间级空调以及机柜级空调，精密空调水-空气换热器的 NTU  模型计算公式如

下：
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精密空调的制冷量可由下式计算：
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冷水机组的主要参数包括冷冻水供回水温度、冷冻水流量以及冷凝器进水温度，冷

源测的能耗主要由冷水机组、冷却塔、水泵组成，冷水机组的能耗受其 PLR 以及冷凝器

进水温度的影响，冷却塔能耗受其风机频率的影响，水泵能耗也受其运行频率的影响。

图 1 数据中心冷冻水系统典型传热过程

水侧直接自然冷却在夏季，开启冷水机组正常运行模式，为传统机械式制冷方案。

在冬季，关闭冷水机组，将冷却水作为冷冻水使用直接导入空调末端设备，从而实现自

然冷却。水侧间接自然冷却如图 1 所示，其基本原理是在冷却塔与冷水机组之间增加一

个板式换热器。在夏季，开启冷水机组正常运行模式，板式换热器停止使用在冬季，关

闭冷水机组，冷却塔中的冷却水与空调末端设备中的冷冻水通过板式换热器进行换热，

从而实现自然冷却。

2 冷却系统末端实验研究

焓差实验台可以测试在一定工况（干球温度、湿球温度、风量等）条件下，被测机

的换热能力。焓差试验台可以通过计算被测机吸入空气与吹出空气的焓值，从而获得空

气进出口的焓差，计算相应风量下被测机的换热能力。

分为室内侧和室外侧，可以分别模拟不同季节的室内外温湿度情况。焓差实验台环

境模拟功能灵活，除利用冷空气作为冷源外，还可利用冷水作为冷源。焓差实验台室内

侧温度可实现 10-50 ℃的连续变化，相对湿度 35-90% RH 的调节，模拟机房内部实际

运行环境。室外侧温度可实现-15~45℃的连续变化，相对湿度 35-90%RH 的调节，模拟

实际系统中室外侧环境，这种温湿度条件完全可以模拟全国从严寒到热带所有地区全年

典型的气候分布情况。焓差实验台室内侧及室外侧制冷能力均为 1500-25000 W，还具

有温度、压力、耗电量等基本参数的测量功能。

如图 2 所示，实验测试采用焓差实验台室内侧进行测试，将空调末端安装在内测空

调柜中，控制室内侧的环境温度模拟空调的回风温度，空调的送风量可通过空调内部进

行控制，水侧管路中冷冻水的供回水温度为设定值，从而平衡空调的出风温度。当整个

系统参数达到稳态或动态平衡时改变冷冻水供回水温度进入下一个工况进行测试。



图 2 焓差实验台平面示意图

通过测试冷冻水型列间空调、热管背板在不同温度的冷冻水下的性能，研究分析提

高数据中心冷冻水供水温度对数据中心节能降耗的效果及可行性。冷冻水型列间空调设

备尺寸宽 600× 深 1200× 高 2200mm，测试回风温度为 35℃，供水温度为 15℃、21℃下

的制冷量及出风温度。重力热管型背板空调的设备尺寸宽 600× 高 2200mm，厚度不大

于 200mm，测试回风温度 35℃，供水温度为 15℃、21℃下的制冷量及出风温度。

这两种空调末端在冷冻水 21℃供/27℃回的工况下，出风温度可达到 25℃以下，满

足机房内温度控制的要求。在空调回风温度为 35℃时，冷冻水型列间空调的制冷量由

47.81kW 降低至 29.81kW，降低幅度约为 37%，由于冷量降低，而风机功耗没变，能效

比由原来的 50.38 降低至 31.38。在空调回风温度为 35℃时，重力热管型背板空调的制冷

量由 15.64kW 降低至 10.33kW，降低幅度约为 34%，能效比由原来的 64.66 降低至 43.21。
因此，由于末端功耗增加，冷源功耗降低，数据中心空调系统 PUE 因子可降低。

进一步地探究数据中心使用的冷冻水典型设计温度的精密空调，实验测试实物图如

图 3 所示。



图 3 空调末端实验实物图

空调末端的显冷量随着空调的风量增加而增加，低温供回水温度的显冷量显著高于

高温供回水温度。如图 4 所示，在 15/21℃工况下显冷量为 12844W，当提高到 23/29 ℃

时降低至 5949W。空调回风温度从 35 ℃提升至 38 ℃可有效提升显冷量，在不同供回

水温度的显冷量增量随空调风量的增加趋势保持一致。随着供回水温度增加，空调送风

温度随之增加，其增量近似于线性关系，当空调回风温度提升至 38℃时，送风温度增量

显著增加。空调末端从单换热器变为双换热器在不同供回水温度下趋势一致。

图 4 制冷量随风量的变化趋势图

3 案例研究

为了估计提高冷冻水温度增加自然冷源而实现的节能效果，基于实际测试的空调和

服务器功耗数据，根据测试的流量对水泵、冷却塔的功耗进行计算得到。案例研究的数



据中心微模块包括五个背板空调和一台冷水机组，基于北京的气象数据为例计算冷冻水

供回水温度提高后的数据中心全年总能耗变化趋势。

图 5 数据中心总能耗随供水温度变化曲线

如图 5 所示，案例数据中心计算的总能耗在供回水温度提高到 22-23℃达到极小值，

总能耗随着供回水温度的升高而降低是由于供回水温度地提高增加了自然冷源利用时

间，降低了冷水机组的功耗。而当供回水温度继续升高时，总能耗随着升高是由于供回

水温度提高导致精密空调的出风温度随着提高，服务器风扇转速达到阈值时功耗阶跃式

增长，导致整体能耗地升高。因此，针对不同数据中心案例，在服务器入口温度保证在

27℃的推荐温度下，提高原有冷冻水温度能够有效地实现节能效果，具体地温升需要根

据实际情况进行调整。

4 结 论

数据中心冷却设计到多个散热环节，本文对数据中心冷冻水型冷却系统展开分析，

提高冷冻水供回水温度能够增加自然冷源利用时间，减少全年机械运行时间，从而达到

数据中心节能的目的。对数据中心精密空调进行了测试。

在空调回风温度为 35℃时，冷冻水型列间空调的供回水温度从 15/21℃提高至

21/27℃后，空调的制冷量由 47.81kW 降低至 29.81kW，降低幅度约为 37%。在空调回

风温度为 35℃时，冷冻水供回水温度从 15/21℃提高至 21/27℃后：空调的制冷量由

15.64kW 降低至 10.33kW，降低幅度约为 34%。对冷冻水型列间空调、热管型列间空调、

热管型背板空调三种末端性能测试，结果表明现有数据中心冷冻水系统中空调末端换热

换热环节能够维持空调制冷量保持不变的情况下，提高冷冻水供回水温度后，将出风温

度控制在推荐标准内。最后对数据中心冷却系统整体的全年能耗进行测算，在设定的数

据中心场景下，冷冻水温度提高到 22~23℃时能耗达到极小值，提高冷冻水温度能够增

加自然冷源的利用时间，系统总能耗不断降低，但当达到特定阈值时，服务器风扇的转

速增加会导致整体能耗升高。



参考文献

[1] Zhang Y, Shan K, Li X, et al. Research and Technologies for next-generation high-temperature data

centers–State-of-the-arts and future perspectives[J]. Renewable and Sustainable Energy Reviews, 2023,

171: 112991.

[2] 闫睿. 数据中心能耗特征分析及空调系统优化控制研究[D].清华大学,2022.

[3] 雷奥君. 基于 Trnsys 的数据中心湖水源自然冷却系统的模拟研究[D].湖南大学,2018.

[4] 唐辉. 数据中心水冷自然冷却模拟研究与冷却系统参数分析[D].湖南大学,2018.

[5] 张萌.数据中心空调水温选择的技术经济分析[J].洁净与空调技术,2019(03):53-57.

[6] 黄若琳. 大型数据中心机房冷却系统研究与优化[D].重庆大学,2018.

[7] 康 致 博 . 基 于 大 温 差 高 温 供 冷 技 术 的 数 据 中 心 冷 却 节 能 研 究 [D]. 东 北 电 力 大

学,2020.DOI:10.27008/d.cnki.gdbdc.2020.000015.

[8] 陈沛霖.空调冷冻水系统大温差设计的能耗分析[J].建筑热能通风空调,1999(02):18-19.

[9] Suzuki Y, Imazu M, Shinoda J, et al. Efficient Operation of Heat Source using High-temperature Chilled

Water in an Advanced Office Building[C]//E3S Web of Conferences. EDP Sciences, 2019, 111: 03071.



中国工程热物理学会 传热传质学

学术会议论文 编号：233036

固定床内 CaCO3/CaO 热化学储放热一体
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摘要：针对 CaCO3/CaO 体系在反应器层面研究单一、集成程度低的问题，在固定床反应器内开展了储

热-放热一体化实验。研究表明，储热阶段，由于床层的低热导率，不同位点的分解转化率各不相同，

且床层填充率会影响材料的整体分解转化率；放热阶段，受传质影响，反应器床层上方材料的碳酸化转

化率高于底部材料，且采用辅助加热的方式能提升材料碳酸化转化率。随着床层填充率从0.39降至0.13，

反应器整体的热能存储效率从 42.8%升至 67.1%，具有较高的一体化程度。

关键词：热化学储能；钙基材料；传热传质；一体化储放热

0 前言

在碳中和愿景下，太阳能聚光集热技术存储的高温热量，可以替代现有化石燃料满

足工业生产及电力行业对高品位热源的需求[1]，但受限于太阳能的波动性、间歇性和不

稳定性，需要结合储热技术实现能量的连续稳定输出。与显热储能和相变储能相比，热

化学储能具有宽温区、在环境温度下长期储存热损小、适合长距离运输等优点。其中，

基于 CaCO3/CaO 循环的热化学储热体系具有原料成本低、反应温度高和储能密度高等

优势，应用前景广阔[2]。

目前许多学者对钙基储能体系在反应器上的储放热性能开展了研究。Tregambi 等[3]

研究了直接照射式流化床反应器中的钙循环性能，采用了 3 个 4 kW 的 Xe 灯阵列模拟太

阳辐射，最大分解转化率和碳酸化转化率分别可达 100%和 19.6%。他们还通过降低分解

温度、预煅烧、采用白云石等方式提升反应器性能[4]。此外，他们还研究了电加热式流化

床反应器内的钙基热化学储能性能[5]，其性能相比太阳能辐射加热有所提升，但在 20 次

循环中的 CaO 碳酸化转化率仍然从 62%降低至 14%。Esence 等[6]采用了 55 kW 的中试

规模的太阳能流化床反应器用于 CaCO3 的分解，当 CaCO3 的质量流量为 20 kg·h-1 时，

CaCO3 的分解转化率可达 95.2%。相比流化床反应器，固定床反应器具有设计及运行成

本低的优势，但性能也相对较差。尽管固定床反应器已广泛用于 Ca(OH)2/CaO 的储放热
[7–11]，但在 CaCO3/CaO 体系中的应用较少。文献调研表明，固定床反应器大多用于氧化

还原反应及甲烷重整[12,13]，很少用于 CaCO3/CaO 热化学储热。Peng 等[14]模拟了固定床

* 通讯作者：赵长颖，教授，E-mail：changying.zhao@sjtu.edu.cn
基金项目：国家自然科学基金重大项目（No.52090063）



反应器用于不同热化学储能体系时的性能，包括 CaCO3、Ca(OH)2和 Mn2O3，其中 CaCO3

储热速率及转化率最高，整体床层转化率为 76%。Xu 等[15]研究了固定床反应器内 CaCO3

的储放热性能，并利用 TiO2 进行改性。当掺杂 10%摩尔分数的 TiO2 时，CaCO3 的分解

转化率为 50.6%。考虑到固定床反应器的低成本、易操作、有规模化应用潜力等特性，

有必要进一步深入开展研究。

由此可见，尽管国内外学者已对用于 CaCO3 分解和 CaO 碳酸化的不同类型的反应

器开展研究，且部分反应器能够与太阳能聚光集热进行有效整合。然而，现有的反应器

研究大多局限于 CaCO3 的单一分解或者 CaO 的单一碳酸化，装置集成度低，没有实现

储热-放热的一体化。且多数反应器在设计之初并非用于钙基热化学储能，运行工况和储

放热性能也有待深入研究。此外，用于 CaCO3/CaO 储放热的固定床反应器很少见诸报

道，且仅有的研究中也存在一体化程度低、效率低下等问题。因此，本研究针对上述缺

陷，采用固定床反应器对 CaCO3/CaO 体系开展一体化储放热实验，深入探究不同工况下

反应器的储放热性能和整体的热能存储效率，为钙基热化学储能的大规模应用提供理论

和技术指导。

1 研究方法

1.1 反应器基本布局

本研究采用的固定床反应系统如图 1 所示。CaCO3 储热材料堆积在反应器腔体内，

反应器圆柱腔体总深度为 18.4 cm，直径为 8 cm。通过控温单元调节反应器内的温度，

利用壁面的加热电阻丝进行升温，通过热电偶 1-5 监测壁面温度，热电偶 6-10 插入反应

器腔体内，部分热电偶与材料接触，从而测定储热及放热阶段的材料温度和气体温度。

储热阶段，N2通过质量流量计进入反应器内，使 CaCO3在 N2气氛下分解，分解产生的

CO2 和 N2 混合经过气体干燥过滤装置以及出口流量计后从而流出反应器；放热阶段，

CO2气体通过质量流量计进入反应器内，与高温的 CaO 进行反应，多余的 CO2经过气体

干燥过滤装置以及出口流量计后从而流出反应器。气体的流入和流出通道均位于反应腔

上方。a-d 位点为 CaCO3分解结束以及 CaO 碳酸化结束后的取样位点，其中 a 位于床层

顶部中心，b 位于床层顶部边缘，c 位于床层底部中心，d 位于床层底部边缘。考虑到反

应床层的旋转对称特性、储放热过程中反应气体的扩散方向、以及实际取样过程中的可

操作性，采用以上 4 个取样点进行后续测试，基本能够全面反映床层各区域的转化率差

异。

反应器内部外构型及测温点布局如图 2 所示。图 2(a)显示了监测壁面温度的热电偶

布局，其中 T1 为控温热电偶，距底边高度为 8.7 cm；T2-T4 位于同一高度，距底边高度

为 4.3 cm，T5 位于上方，距底边高度为 13.6 cm。图 2(b)显示了监测材料温度的热电偶

布局，其中 T6 位于中心，T7-T10 呈圆环状分布。其中 T8 插入材料最深，距底部 2.6 cm，

T6 和 T7 次之，处于同一高度，距底部 2.9 cm；T9 插入腔体相对较浅，距底部 7.2 cm，

T10 插入腔体最浅，靠近气体出口，距底部 14.7 cm。通过设置不同位置的热电偶，从而

监测反应器腔体内多个位点的温度变化。反应器腔体及材料堆积的实物图如图 2(c)所示。



图 1 高温固定床反应系统示意图.

图 2 反应器内部外构型及测温点布局. (a) 反应器外部构型. (b) 反应器内部构型. (c) 热电偶布局侧视

图. (d) 热电偶布局俯视图.

1.2 性能表征方法

储热阶段，称量适量的 CaCO3样品放入反应器内腔，封闭反应器后，通入 1 L·min-

1 的 N2气体，设定反应器加热的目标温度为 850 ℃，反应器升温到目标温度后维持 8 h，
随后关闭反应器加热使其自然冷却至室温。将分解后的样品取出称重，计算整体分解转

化率，并收集反应器内如图 1 所示的 a-d 位点的材料，在同步热分析仪（STA8000，PE）
中进行热重分析，通过测定样品中剩余的 CaCO3 含量，从而计算各位点的分解转化率。

在实际应用过程中，考虑到储热材料完成储热过程中会储存在对应储罐中，因此本实验

中储热材料完全取出并在后续放热阶段进行填充是符合实际的。放热阶段，将 CaCO3的

分解产物放入反应器内腔，封闭反应器后，通入 1 L·min-1 的 N2气体，设定反应器加热

的目标温度，当反应器升温到目标温度时，气体气氛切换为 1.5 L·min-1的 CO2气体，并

关闭反应器的加热，维持 4h，此工况称为无辅助加热工况；另一种工况为辅助加热工况，

即反应器升温到目标温度后，不关闭反应器的加热，维持 4h。将碳酸化反应后的样品取

出进行称重，并根据碳酸化前后的质量差计算整体碳酸化转化率。并收集反应器中特定

位点 a-d 的材料，在同步热分析仪中进行热重分析，通过样品中生成的 CaCO3含量计算

各位点的碳酸化转化率。定义床层填充率ߪ为床层内材料体积与床层容积的比值。



整体分解转化率的计算公式如下：

ܺ௖௔௟=
݉ ௜௡௜− ݉ ௖௔௟

݉ ௜௡௜
∙
஼௔஼ைయܯ

஼ைమܯ

(1)

瞬时分解速率的计算公式如下：

݀ܺ௖௔௟,௧
ݐ݀

=
ܳ஼ைమ ∙ ஼ைమߩ

݉ ௜௡௜
∙
஼௔஼ைయܯ

஼ைమܯ

(2)

整体碳酸化转化率的计算公式如下：

ܺ௖௔௥ =
݉ ௖௔௥− ݉ ௖௔௟

݉ ௜௡௜− ݉ ௖௔௟

(3)

瞬时碳酸化速率的计算公式如下：

݀ܺ௖௔௥,௧

ݐ݀
=

஼ܲைమ ∙ ஼ைమߩ
݉ ௜௡௜− ݉ ௖௔௟

(4)

其中，ܺ௖௔௟和ܺ௖௔௥分别表示整体分解转化率和整体碳酸化转化率，
ௗ௑೎ೌ ೗,೟

ௗ௧
和

ௗ௑೎ೌ ೝ,೟

ௗ௧
分别表

示瞬时分解速率和瞬时碳酸化速率；݉ ௜௡௜、݉ ௖௔௟和݉ ௖௔௥分别表示分解反应前、分解反应

后和碳酸化反应后的样品质量，ܯ஼௔஼ைయ和ܯ஼ைమ分别表示 CaCO3 和 CO2 的摩尔质量。此

外，瞬时分解速率和瞬时碳酸化速率由进出口气体流量差换算得到。ܳ஼ைଶ表示分解阶段

检测到的释放出的CO2的净流量，ܲ஼ைଶ表示碳酸化阶段检测到的被吸收的CO2的净流量，

单位均为 L·min-1。ߩ஼ைଶ表示常温下的 CO2密度，为 1.977 g·L-1。

反应器的热能存储效率்ߟ ௌா定义为碳酸化阶段实际释放的热量ܳ௖௔௥与分解阶段理论

上能够吸收的最大热量ܳ௦的比值：

ߟ் ௌா =
ܳ௥
ܳ௦

=
ܳ௖௔௟
ܳ௦

∙
ܳ௥
ܳ௖௔௟

= ܺ௖௔௟∙ ܺ௖௔௥ (5)

2 结果与讨论

2.1 床层填充率对储热性能的影响

研究表明，在 N2 气氛下，CaCO3 的起始分解温度约为 650 oC，因此设置热电偶 6
（T6）达到 650 oC 时作为起始分解参照点。当放入反应器的 CaCO3的质量为 300 g 时，

对应床层高度为 7.2 cm，床层填充率为 0.39。CaCO3在 850 oC 的目标温度经过 8 h 的分

解后各位点的温度和转化率变化如图 3 所示。从图 3(a)中可以看出床层上方材料的温度

显著低于床层下方的材料温度，这主要是由于床层热导率低，以及床层上方材料与气体

的对流换热导致的。反应器腔内气体温度最低，低于 650oC。此外，中心温度 T6 略低于

同一高度下的边缘温度 T7，T7 和 T8 的温度最高，约为 808 oC，这说明由于 CaCO3 堆

积床的低热导率，沿床层径向也存在温度差，壁面的热量难以传递到床层内部，导致内

部分解转化率降低。在初期的 0-100 min 内，CaCO3 材料开始分解，当加热到设定温度

850 oC 时，各位点温度整体趋于稳定，在 100-500 min 内存在微弱的下降趋势。这主要

是由于 CaCO3分解反应吸热导致；大约 520 min 后，由于关闭加热，各位点的温度迅速

下降，导致分解速率显著降低。如图 3(b)所示，最终的整体分解转化率为 63.8%，CaCO3



分解速率在升温到最高温度时达到最大值，随后缓慢下降，随着关闭加热，分解速率出

现拐点，最终速率降低至 0。这表明 CaCO3的分解速率较慢，如果延长加热时间，CaCO3

仍能进行有效的分解。

不同反应器位点内的 CaCO3 的分解产物在热分析仪上测定的分解转化率如表 1 所

示。可以看出反应器内不同位点的材料分解差异很大，只有位点 d 的 CaCO3材料完全分

解，说明材料的分解主要集中在靠近反应器底部和壁面的部分，床层上方由于低温和相

对较高的 CO2浓度，导致材料分解缓慢。整体而言，在固定床反应器中，分解温度和分

解时间是限制 CaCO3储热性能的主要因素。

表 1 床层填充率为 0.39 时储热阶段各位点的分解转化率

位点 a b c d

ܺ௖௔௟(ߪ = 0.39) 3.9% 11.2% 20.6% 100%

图 3 床层填充率为 0.39 时储热阶段的各位点温度和整体分解程度. (a) 各位点温度. (b) 整体分解程度.

将放入反应器的 CaCO3 质量调整为 200g 和 100g，此时对应的床层填充率分别为

0.26 和 0.13。CaCO3 在 850 oC 下经过 8h 的分解后整体转化率变化如图 4 所示。当床层

填充率为 0.26 时，CaCO3整体分解转化率为 81.2%，而当床层填充率为 0.13 时，CaCO3

能够实现完全分解，400min 后分解转化率已接近 100%。可以看出随着床层填充率的下

降，CaCO3的整体转化率逐渐提升，说明固定床反应器内由于 CaCO3材料的传热性能有

限，当床层填充率较低时材料才能够实现完全分解。不同床层填充率下的各位点的分解

转化率如表 2 所示。当床层填充率为 0.26 时，除了床层上方中心位点 a 的转化率为 33.6%
以外，其余位点的转化率均接近 100%，这进一步说明低温和高 CO2 浓度导致位于床层

上方中心的材料的分解性能受限。当床层填充率进一步降低至 0.13 时，位于床层上方中

心的材料才实现完全分解。随着床层填充率的降低，底层分解产生的 CO2更容易逸出床

层并离开反应器腔内，使反应腔内 CO2 浓度降低，从而更有利于 CaCO3 的分解。因此，

对于钙基固定床反应器，由于 CaCO3储热材料的低热导率，需要更高的温度、更长的分

解时间，或者较低的床层填充率，才能实现 CaCO3的完全分解。

表 2 不同床层填充率下储热阶段各位点的分解转化率

位点 a b c d

ܺ௖௔௟(ߪ = 0.26) 33.6% 99.2% 99.8% 100%

ܺ௖௔௟(ߪ = 0.13) 100% 100% 100% 100%



图 4 不同床层填充率下储热阶段的材料整体分解程度. (a) 床层填充率 0.26. (b) 床层填充率 0.13.

由此可见，反应器内的传热、传质与化学反应的耦合对 CaCO3储热的高效进行具有重要

意义。反应器加热壁面的高温和反应床的高导热特性是实现高效传热的关键，由于CaCO3

分解产生的 CO2 会抑制分解的进一步进行，因此采用 N2 气氛降低 CO2 浓度，后续可通

过强化床层传热、抽真空等方式进一步优化传热传质，进而实现 CaCO3的有效分解。

2.2 床层填充率对放热性能的影响

前述研究表明，床层填充率对钙基材料在固定床反应器内的储热性能有显著影响。

因此，接下来通过对储热阶段的 CaCO3 分解产物进行碳酸化反应放热，实现储热-放热

的一体化，并进一步研究床层填充率对放热的影响。当床层填充率为 0.39 时，在无辅助

加热的情况下，CaCO3分解产物在预热到 750 oC 后碳酸化 4 h 的结果如图 5 所示。由于

反应过程中反应器向外散热，所以整体温度呈现下降趋势。T6、T7、T8 能够检测到明显

的温度上升，说明该区域的反应放热明显，碳酸化反应放出的热量最高可使材料升温至

865 oC。T9 和 T10 处基本检测不到温升主要是热电偶未与材料接触所致。在 750 oC 的预

热温度下，其最终碳酸化转化率为 67.2%。后续由于反应的放热量小于床层的散热量，

从而导致温度下降。碳酸化反应结束后，取靠近壁面的 2 个位点 b 和 d 处的样品，在热

分析仪上测试碳酸化转化率，其中位点 b 处的碳酸化转化率为 82.5%，位点 d 处的碳酸

化转化率为 78.0%，高于整体的碳酸化转化率，说明靠近壁面处的材料碳酸化程度高，

且上部材料的碳酸化程度高于下部。

图 5 床层填充率为 0.39、放热阶段无辅助加热时各位点温度和整体碳酸化程度

此外还探究了碳酸化阶段反应器的辅助加热对性能的影响。目前的许多研究采用了

无辅助加热的工况进行放热反应[10,15]，但由于反应器散热快，导致反应后期由于温度太

低而使得 CaO 与 CO2 难以进一步反应。因此本研究进一步测试了当床层填充率为 0.39
时在辅助加热工况下的 CaCO3分解产物的碳酸化情况，如图 6 所示。



图 6 床层填充率为 0.39、放热阶段有辅助加热时各位点温度和整体碳酸化程度

可以看出，在辅助加热情况下各测温位点的温度先快速上升随后缓慢下降，经过约

150 min 后趋于稳定，说明整体的碳酸化反应大约持续了 150min，显著高于图 4(b)所示

的 50 min，整体的碳酸化转化率为 71.0%，略高于无辅助加热的碳酸化转化率 67.2%，

这说明尽管该工况下没有传热限制，但碳酸化反应仍然受限于气固传质， CO2难以向床

层下方扩散，导致部分 CaO 无法与 CO2完全反应。因此，尽管采用辅助加热对整体碳酸

化转化率有所提升，但提升效果有限，且存在大量的能量输入与损耗，在实际应用过程

中经济性差。因此，接下来均采用无辅助加热的方式开展碳酸化实验与分析。

进一步研究了当床层填充率为 0.26 和 0.13 时的整体碳酸化情况，如图 7 所示。相

比图 5(b)中明显的温升，图 7(a)中的温度峰较窄，由于床层填充率低导致总体放热量降

低。在 750 oC 预热温度下，当床层填充率为 0.26 时，碳酸化反应主要集中在前 75 min，
且在 9.3 min 时碳酸化反应速率达到最大，最终整体碳酸化转化率为 70.6%。碳酸化反应

结束后，取靠近壁面的 2 个位点 b 和 d 处的样品，在热分析仪上测试碳酸化转化率，其

中位点 b 处的碳酸化转化率为 76.3%，位点 d 处的碳酸化转化率为 75.5%，低于床层填

充率为 0.39 时对应位点的转化率，这说明随着床层填充高度的下降，CO2难以充分向下

扩散并与 CaO 进行反应。当床层填充率为 0.13 时，碳酸化反应主要集中在前 50 min，
且在 9.5 min 时碳酸化反应速率达到最大，最终整体碳酸化转化率为 67.1%。因此，随着

床层填充率的降低，分解产物整体碳酸化转化率也进一步降低。且由于样品量的减少，

检测的放热量大幅度降低，且碳酸化反应结束后位点 b和 d的碳酸化转化率均为 73.4%，

随着床层填充率的降低而进一步降低。尽管低床层填充率能够使 CaCO3的分解更加完全，

但在后续的碳酸化阶段的转化率也会有所降低。

图 7 不同床层填充率下放热阶段的材料整体碳酸化程度. (a) 床层填充率 0.26. (b) 床层填充率 0.13

因此，在放热阶段，CO2的传质是限制 CaO 碳酸化反应的主要因素。由于 CaO 的碳

酸化活化能低，所以温度对碳酸化的影响并不明显，CO2 从床层上方向下方扩散导致了



不同床层高度下材料碳酸化转化率的差异，床层高度低导致CO2难以在床层内充分扩散。

因此，在合适的床层高度下，通过强化 CO2在床层内的传质，如采用扩散管、更改气体

通入方式等，能够提升 CaO 在放热过程中的转化率。

2.3 储放热一体化综合分析

为了进一步衡量固定床反应器内的钙基材料的储放热性能，将相同的 CaCO3材料在

同步热分析仪中开展储热-放热一体化测试，其结果如图 8 所示。储热阶段，CaCO3在 650
oC 左右开始分解，并在 5 min 左右达到最大分解速率，最终的分解转化率为 97.3%，分

解反应达到最大速率时的转化率占最终转化率的比值为 0.588；放热阶段，分解产物 CaO
在反应初期碳酸化转化率迅速上升，在 1 min 左右时即达到最大速率，最终的碳酸化转

化率为 89.2%，碳酸化反应达到最大速率时的转化率占最终转化率的比值为 0.512。由于

钙基材料在热分析仪内进行充分的传热传质，因此可视作理想状态下的材料储放热。相

比之下，不同床层填充率下反应器内 CaCO3材料的分解反应达到最大速率时的转化率占

最终转化率的比值在0.154-0.238之间，即使当床层填充率很低时，CaCO3能够完全分解，

但其分解速率仍然偏低。这说明反应器内的传质阻力较大，CO2 的向上扩散抑制了上部

CaCO3的分解，从而降低了整体的分解速率。对于反应器内的碳酸化，在有辅助加热的

情况下，CaO 碳酸化速率达到最大值时转化率占最终转化率的比值仅为 0.258，低于理

想状态下的 0.457。这主要是受到反应平衡的影响；即使在辅助加热的情况下进行长时间

碳酸化，其整体碳酸化转化率为 71.0%，仍然低于理想状态下的 89.2%，这说明传质的

影响仍然存在，由于 CaO 碳酸化体积膨胀堵塞了 CO2向下扩散的通道，从而使床层下方

的材料难以反应完全；在无辅助加热的情况下，CaO 碳酸化速率达到最大值时转化率占

最终转化率的比值为 0.334-0.359，仍然低于理想状态，这说明除了 CO2传质外，反应器

温度下降过快也是限制碳酸化转化率的关键因素。

图 8 理想状态下的 CaCO3分解与分解产物的碳酸化. (a) CaCO3分解. (b) 分解产物的碳酸化.

理想状态以及不同床层填充率下 CaCO3的一体化热能存储效率对比如表 3 所示。可

以看出，随着床层填充率从 0.39 下降至 0.13，热能存储效率从 42.8%提升至 67.1%。而

文献中报道的钙基热化学储能反应器，除了存在储热阶段和放热阶段采用不同的材料进

行独立反应、难以一体化的缺陷外，其整体的热能存储效率低于 20%[15,16]。因此，本文

采用的钙基固定床反应器及一体化运行测试方式具有更大的应用优势。然而，由于受到

传热传质的限制，反应器内的热能存储效率仍然低于理想状态下的 86.8%。随着床层填

充率的降低，传热的限制逐渐减弱，因此分解转化率逐渐提升，但在碳酸化阶段增大了



气固传质阻力，且碳酸化产生的总热量也进一步减少。因此，对于固定床反应器，在实

际应用过程中需选择合适的温度压力工况以及床层填充率，在提升整体热能存储效率的

同时，也提高热能存储量。后续可通过填充高导热材料、肋片强化传热，或者通过气体

扩散管增强反应器内的气体扩散，以及优化反应器的气体通道布局，从而进一步提升热

能存储效率，推动钙基热化学储能的实际应用。

表 3 CaCO3的一体化热能存储效率对比

床层状态 ߪ = 0.39 ߪ = 0.26 ߪ = 0.13 理想状态

ܺ௖௔௟ 63.8% 81.2% 100% 97.3%

ܺ௖௔௥ 67.2% 70.6% 67.1% 89.2%

ௌா்ߟ 42.8% 57.3% 67.1% 86.8%

3 结 论

本文通过在钙基热化学储能反应器中开展储热-放热一体化运行测试，研究了钙基热

化学储能材料在固定床反应器内的实际传热传质和转化特性，以及床层填充率和辅

助加热工况对反应器内材料实际储能性能的影响。堆积床内靠近反应器壁面的材料

温度高于反应器中心的材料温度，且由于气体对流换热，床层上方材料温度也显著

低于下方。储热阶段，不同位点的温度的差异导致了分解转化率的差异。当床层填充

率从 0.39 降低至 0.13 时，反应器内 CaCO3的整体分解转化率从 63.8%升至 100%。

这主要是低床层填充率降低了反应腔内 CO2浓度，有利于 CaCO3的分解。放热阶段，

受 CO2 扩散传质影响，床层上方材料的碳酸化转化率高于下方，且靠近反应器壁面

的材料的碳酸化转化率高于中心材料的转化率。采用辅助加热对整体的碳酸化转化

率提升并不明显，且实际应用过程中还会增加额外的能量损耗，因此无辅助加热碳

酸化工况经济性和实用性更强。当床层填充率从 0.39降低至 0.13时，反应器内CaCO3

的整体分解转化率为 67.1%-70.6%，说明床层填充率对整体碳酸化转化率影响不大。

系统整体的一体化热能存储效率在 42.8%-67.1%之间，且随着床层填充率的下降

逐渐上升。然而，低床层填充率会导致实际的储放热量减少，因此，在实际应用中需

选择合适的运行工况和床层填充率，在提升整体热能存储效率的同时，也提高热能

存储量。本研究采用的钙基固定床反应器及一体化运行测试方式，实际热能存储效

率高于文献中报道的钙基固定床储放热反应器的效率，具有更大的应用优势。后续

可通过填充高导热材料、肋片强化传热，或者通过气体扩散管增强反应器内的气体

扩散，以及优化反应器的气体通道布局，从而进一步提升热能存储效率，推动钙基热

化学储能的实际应用。
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摘要：掺氢天然气在密闭空间内输送和储存时是否存在分层现象备受关注。目前常用描述分层现象的

模型有组分输运模型和多相流 Mixture 模型两类。为了厘清上述两种模型对分层现象模拟的适用性，首

先结合实验数据对两种模型的计算准确性进行了验证，然后基于吉布斯自由能理论对密闭空间内二元

混合气体浓度分布的自发趋势进行了分析。结果表明混合气体静置在密闭空间内其浓度会逐渐均匀，

最终达到平衡后不会产生自发分层。本研究可为掺氢天然气安全输送与储存提供参考。

关键词：掺氢天然气；分层；数值模拟；组分输运模型；多相流 Mixture 模型。

0 前言

氢能具有清洁无碳、绿色高效、可再生、应用场景丰富等特点，发展氢能已成为我

国能源结构转型和实现双碳目标的重要途径[1-3]。氢能输送是制约氢能产业发展的瓶颈之

一，利用在役天然气管道将氢气与天然气掺混后输送是经济高效的输氢方式之一[4-7]。欧

盟、中国等均开展了掺氢天然气管道输送的示范项目[8,9]，未来掺氢天然气将广泛应用于

工业、家庭、交通等领域的能源消费，有效减少温室气体排放。

研究表明，天然气中掺混少量氢气并不会对管输系统及下游终端燃气器具产生明显

影响[10-12]。但由于氢气和天然气的密度相差较大，掺混均匀的氢气和天然气是否在密度

差的作用下自发分层，是备受关注的问题。掺氢天然气一旦发生分层，将会在管道局部

位置形成氢的高浓度区域，影响管道输送系统中管材力学性能和关键设备的适用性[13,14]，

而且对于城镇用户，掺氢天然气通过立管输送至高层居民时，氢气分层将影响终端燃气

灶具的安全使用，严重情况下可能导致燃具回火并产生爆炸风险。

目前氢气的分层现象主要出现在氢气与天然气的掺混过程。在注气初期，氢气以较

高流速进入天然气中，局部浓度和速度梯度较大，产生较强的惯性力和动量传递，对流

效应明显，此时对流效应会引起气体分层，氢气作为密度较小的气体而上浮。注气停止

后，对流效应减弱，气体之间的扩散效应开始占主导作用，气体分子会自发地从高浓度

基金项目：国家重点研发计划“氢能技术”重点专项课题“中低压纯氢与掺氢燃气管输工艺与掺氢设

备研发”（编号：2021YFB4001602）。



区域向低浓度区域扩散，使得浓度逐渐趋于均匀。当最终两种气体达到平衡态时，是否

由于密度差的作用在重力方向上仍然存在浓度梯度，是本研究需要厘清的一个重要问题。

如果气体混合后的平衡态存在浓度梯度，说明即使是对于已掺混均匀的掺氢天然气，仍

有可能在管道或储罐中产生分层。

天然气管道掺氢的方式主要有两种，一种是支管混合，支管混合初期氢气与天然气

由于密度差会存在分层现象，之后经过流动发展会充分混合[15,16]；另一种是在混气设备

中掺混至均匀再进行管道输送，即管道一开始输送的就是掺混均匀的氢气与天然气的混

合物[17,18]。文献研究表明，无论何种混气方式，对于运行的管道而言，已充分混合的掺

氢天然气不会发生分层，主要是因为流动中的掺氢天然气存在交叉流动和剪切等，促进

了气体混合。而对于停输管道或储气装置，已经充分混合的氢气和天然气是否会因为重

力作用而重新分层，目前许多学者的研究结论并不一致。对于密闭空间内不同组分气体

分层的研究方法主要包括实验研究和数值模拟。在实验研究方面，Wu[19]进行了掺氢天

然气的立管分层实验，首先利用混气装置将甲烷与氢气充分混合，之后静置于总高度为

11m 的立管中，1 小时和 2 小时后分别测量立管顶端和底端的氢气与甲烷浓度比，发现

顶端和底端的氢气浓度比基本一致，没有出现分层现象。Punetha[20]在密闭方腔内进行了

氢气和空气的混合实验，在方腔顶端和底端安装了氢气浓度传感器用于测量氢气浓度。

结果表明在注气过程中氢气会在方腔顶端聚集，但在关闭注气阀门后氢气会逐渐与空气

混合均匀，最终顶端和底端的氢气浓度相同，无分层现象产生。Ren[21]在储罐内进行了

空气和甲烷的混气实验，该实验利用分压法向空气储罐中注入甲烷之后静置，并在储罐

中的上中下三个位置安装了甲烷浓度传感器。结果表明随着时间的增大，达到平衡状态

时三个位置处甲烷浓度存在差异，甲烷平衡态浓度与高度满足正相关关系，认为存在分

层现象。在数值模拟方面，Liu[22]利用多相流 Mixture 模型模拟了掺氢天然气在立管和水

平管静置后的分层情况，对于长 3m、掺氢比 30%（体积分数）的立管，在静置 50 分钟

后立管顶端的氢气浓度接近 97.5%，底端的氢气浓度接近 0，天然气与氢气的分层现象

明显。Ren[21]使用多相流 Mixture 模型对其甲烷和空气的混合实验进行了验证，结果表明

模拟与实验结果一致，甲烷在储罐中存在分层现象。Punetha[20]采用组分输运模型对其氢

气与空气的混合实验进行验证，表明实验与模拟结果一致，氢气与空气在储罐内充分混

合后不发生分层。

以上研究表明，目前关于混合均匀的掺氢天然气在密闭空间内是否自发分层仍存在

争议，研究结论甚至相反。在数值模型方面，研究者们主要采用多相流 Mixture 模型和

组分输运模型研究气体的分层现象，但上述文献表明这两种模型的计算结果存在较大差

异，多相流 Mixture 混合模型计算结果倾向于气体在密闭空间达到平衡时存在分层现象，

而组分输运模型的计算结果倾向于气体在密闭空间达到平衡时其浓度趋于均匀。Wang[23]

等研究专门结合实验数据对比了两种模型在流动状态下的计算精度，发现两种模型在气

体流速越低时差异越显著，组分输运模型的在低速流动下的计算精度要高于多相流

Mixture 模型。

为了进一步探究多相流 Mixture 模型和组分输运模型在模拟掺氢天然气分层现象时

的差异，厘清这两种模型对掺氢天然气分层现象的适用性，本文首先比较了多相流



Mixture 模型和组分输运模型在数学及物理意义上的区别，然后通过文献中氢气混合与静

置实验对比了这两种模型在计算掺氢天然气流动与静置现象时的准确性和适用性，最后

从热力学角度证明了两种气体在密闭空间混合达到平衡后是否会产生分层现象的条件。

本研究对掺氢天然气管道输送与储存的安全提供重要参考。

1 掺氢天然气分层现象的数学模型

掺氢天然气分层现象涉及到混合气体的流动、传热、传质现象，目前主要有基于组

分输运模型的流动传热传质模型和基于多相流 Mixture 模型的流动传热传质模型。

1.1 基于组分输运模型的流动传热传质模型

(1) 连续性方程

  0
t



 


u (1)

式中，  是气体密度，kg/m3；t 是时间，s；u 是掺氢天然气的速度矢量，m/s。
(2) 动量方程
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式中，p 为压力，Pa； τ为应力张量，Pa； f 为质量力。

(3) 能量方程
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式中，e 为单位质量气体的内能，J/kg；keff为气体的有效热传导率，W/(m K)；T 为气体

温度，K；S 为源项。

(4) 组分输运方程
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式中，Yn是组分 n 的质量分数（n=1,2,3……）；Rn为化学反应生成物质 n 的净速率，由

于掺氢天然气中氢气与天然气之间不存在化学反应，此项忽略；Sn 是用户自定义源项，

在本研究中忽略； nJ 为物质 n 的扩散通量，由浓度梯度和温度梯度引起，假设掺氢天然

气处于等温状态，忽略温度梯度变化，在层流中可表示为

,n m nD Y  nJ (5)

在湍流中可以表示为
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式中，Dn,m为组分 n 在混合气体中的扩散系数， ctS 为湍流施密特数， t 为湍流黏度。

1.2 基于多相流 Mixture 模型的流动传热传质模型

(1) 连续性方程
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，ak是第 k 相的体积分数；ρk是第 k 相的密度，kg/m3；

ku 是第 k 相的速度矢量，m/s；q 为总的相数。

(2) 动量方程
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式中，
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n
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a
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u u ， ,dr k k m u u u ， m 是混合气体的黏度，Pas。

(3) 能量方程
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式中，
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   ；SE为热源；hk为第 k 相气体的显焓。

(4) 第二相体积分数方程
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式中， 'km 为主相气体至第 k 相气体的传质， km 为第 k 相气体至主相气体的传质。

需要说明的是，式(7)~(10)均与第 k 相气体相对主相气体的速度 uk有关。由于两种

气体的密度和速度各不相同，通过相对速度描述不同相气体的运动，第 k 相气体相对主

相气体的速度为
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式中，tk是第 k 相气体的粒子弛豫时间，
2

18
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k
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
 ，dk是第 k 相气体的粒子直径，μq是

主相气体的粘度；fdrag为拉拽函数，
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
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
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1.3 湍流模型

掺氢天然气在注气过程中若处于湍流状态，为了节约计算时间和计算资源，通常采

用 k-湍流模型和大涡模拟方法（LES）进行计算。

(1) k-湍流模型
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式中，Gk为平均速度梯度产生的湍流动能；Gb是由于浮力产生的湍流动能；YM 为可压

缩湍流中的脉动膨胀对整体耗散率的贡献；模型常数 1C  =1.44， 2C  =1.92， 3C  =0.09，
1.0k  ， 1.3  。

(2) LES 模型

LES 主要对湍流中的大尺度结构进行直接求解，而对小尺度结构则采用亚格子模型

进行模化计算，因此求解之前首先将湍流中的大尺度量和小尺度量通过滤波分开。假设

 ,t x 为湍流场中位于某位置处的一瞬时物理量，通过滤波操作可以将其分为两部分

     , , ,t t t   x x x (14)

式中，  , t x 表示大尺度量，  , t x 表示小尺度量。

对上述两种模型中的流动方程进行滤波操作，然后求解滤波后的方程即可。

2 实验结果对比

本部分采用文献中氢气混合与静置实验的公开发表数据，对上述两种模型在计算掺

氢天然气流动与静置现象时的准确性和适用性进行验证。

2.1 密闭空间内充气实验

Marangon 等[26]进行了氢气与甲烷在密闭空间中的充气实验，密闭空间为一个 25m3

的立方腔体，注气孔位于底部中心位置处，孔径为 0.5 英寸(12.7mm)。在密闭空间的不

同位置处安装了氢浓度传感器，其几何示意图和传感器分布如图 1(a)所示。实验气体由

体积分数 30%的氢气与 70%的甲烷组成，注气流量为 2.016g/s。采用结构化网格对密闭

实验空间进行网格划分，在泄漏孔处采用 O 型剖分并进行网格加密，如图 1(b)所示。

(a) 密闭实验空间几何模型 (b) 网格划分

图 1 Marangon 等[26]的实验几何建模及网格划分



Marangon 等[26]的实验结果表明，同一高度处的气体浓度基本一致。为了简化计算，

模拟过程中只监控了顶部 P1、底部 P2 和中部 P3 三个位置的气体浓度变化。泄漏口位于

坐标原点，P1、P2 和 P3 的坐标分别为(0, 0, 2.814)、(1.6165, 0, 0.03)、(1.6165, 0, 1.45)。
图 2 给出了采用多相流 Mixture 模型和组分输运模型在三个监控点处气体浓度随充气时

间变化与实验数据的对比，其中湍流模型采用 k-模型。结果表明，虽然组分输运模型

的模拟结果与实验结果存在一定偏差，但浓度变化趋势与实验结果一致。而多相流

Mixture 模型的模拟结果与实验结果偏差较大，P1 点处混合气体浓度在短时间内接近于

100%，远高于实验值，而 P2、P3 点混合气体的浓度均低于实验值。
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图 2 组分输运模型和多相流 Mixture 模型与实验结果对比

图 3 给出了 350s 时，在 y=0 的 xz 方向切片上两种模型得到的混合气体浓度分布云

图。图 3(a)是组分输运模型的计算结果，气体注入后迅速向四周扩散，在注气孔附近存

在小范围的高浓度区。图 3(b)是多相流 Mixture 模型的计算结果，可以看出气体的扩散

趋势比图 3(a)弱很多，气体在到达腔体顶部之前几乎不存在向周围扩散的趋势，浓度分

布与水的射流轨迹类似。以上对比结果表明，组分输运模型的模拟结果优于多相流

Mixture 模型，并且组分输运模型更侧重于考虑气体分子布朗运动的引起的宏观扩散效

应，由于氢气和甲烷均匀混合且注入速度相同，因此多相流 Mixture 模型重点考虑的相

间滑移作用在该问题中并没有得以显现。对于低流速、惯性作用较弱的注气过程，选用

组分输运模型比 Mixture 模型更合适。

图 4 给出了在采用组分输模型时，k-模型和 LES 模型计算结果与实验值的对比。

与 k-模型不同，LES 模型的计算结果存在明显波动，与湍流实际情况更相符。可以看

出，LES 模型的计算结果与实验结果吻合更好，P2 点处 LES 模型的计算结果与实验值

吻合几乎达到完全吻合，P3 点处 LES 模型的计算值与 k-模型的计算值比较接近，相较

于实验值变化趋势一致，但整体结果偏小。图 5 为 y=0 的 xz 方向切片上的两种湍流模型

计算的混合气体浓度分布云图，可以看出相比于 k-模型完全对称的结果，LES 计算结



果中气体浓度分布更加紊乱。

通过以上模拟与实验结果的对比可以看出，对于密闭方腔的氢气和甲烷注气过程，

组分输运模型相比于多相流 Mixture 模型更加准确，这主要是因为组分输运模型充分考

虑了气体之间的传质现象，即扩散效应。由于气体分子之间作用力相比于固体和液体而

言要小得多，并且布朗运动更为剧烈，因此这种扩散效应不能被忽略。而多相流 Mixture
模型偏重于相间的滑移作用，并没有考虑氢气和甲烷之间的相互扩散，对于可以互溶的

两相气体的模拟存在一定偏差。

(a) 组分输运模型 (b) 多相流 Mixture 模型

图 3 t=350s 时在 y=0 的 xz 方向切片混合气体浓度分布

0 50 100 150 200 250 300 350
0.00

0.05

0.10

0.15

0.20

V
ol

um
e

fr
ac

tio
n

of
ga

sm
ix

tu
re

Time(s)

k- P1
k- P2
k- P3

Experiment P1
Experiment P2
Experiment P3

Les P1
Les P2
Les P3

图 4 k-模型和 LES 模型结果与实验结果对比



(a) k-模型 (b) LES 模型

图 5 k-模型与 LES 模型结果与实验结果对比

2.2 密闭空间内气体充气及静置实验

Punetha 等[20]对储罐内的注氢过程及停止注氢后气体静置过程进行了模拟和实验研

究，考虑到实验安全，采用与氢气性质较为相近的氦气替代氢气进行实验。储罐尺寸为

0.24m× 0.24m× 0.97m，注气孔为孔径 2mm 的圆孔，位于储罐底部中心处。储罐内安装

两个氢浓度传感器，以底部中心为原点，两个传感器的坐标分别为 Pa(0.01, 0.887, 0)和
Pb(0.06, 0.086, 0)。对实验空间采用结构化网格进行划分，注气孔位置采用 O 型剖分并且

周围进行网格加密，几何建模及网格划分如图 6 所示。

(a) 密闭实验空间几何模型 (b) 网格划分

图 6 Punetha 等[20]实验几何建模及网格划分



实验中注气过程共持续了 373s，并且以较低的流速注入氦气，保证气体的流动处于

层流状态。图 7(a)给出了注气过程中组分输运模型和多相流 Mixture 模型模拟得到的监

控点 Pa、Pb的浓度随时间的变化与实验数据的对比。可以看出组分输运模型的计算结果

相较于实验结果分层趋势更强一些，即 Pa 点浓度的模拟值要高于实验值，而 Pb 点浓度

的模拟值则低于实验值，但总体上浓度变化趋势与实验结果一致。多相流 Mixture 模型

的计算结果虽然 Pa点浓度呈现上升的趋势，但 Pb点浓度始终为 0，这与实验结果不符。

从图 7(b)中组分输运模型模拟的不同时刻下的气体浓度分布云图可以看出，气体呈射流

状注入储罐内，之后从上到下逐渐扩散。对于多相流 Mixture 模型，气体也存在着在顶

部堆积的过程，但其向下扩散非常慢，即使在注气结束时储罐内中下部气体浓度也始终

为 0。
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(a) 模拟结果与实验结果对比 (b) 气体浓度随时间变化的云图

图 7 组分输运模型与多相流 Mixture 模型对 Punetha 等[20]实验充气过程的模拟结果

图 8(a)给出了停止注气后静置过程中储罐内气体浓度随时间的变化，组分输运模型

的模拟结果是 a、b 两点浓度逐渐趋于均一，与实验结果的趋势一致。实验中大约静置

1600s 后 a、b 两点的气体浓度基本一致，但组分输运模型模拟达到平衡的时间要更长，

大约需要 9000s。造成上述现象的原因一部分来源于组分输运模型本身，此外实验中所

使用的气体浓度传感器也存在一定误差。对于多相流 Mixture 模型的模拟结果，a、b 两

点并没有气体浓度逐渐趋于均匀的趋势，在停止注气初期 a 点浓度仍在增大，而 b 点浓

度为 0，600s 后 a 点浓度基本保持平衡，从 8(b)中可以看出这种分层现象一直持续，与

实验结果不符。
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组分输运模型

多相流 Mixture 模型
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(a) 模拟结果与实验结果对比 (b)气体浓度随时间变化云图

图 8 组分输运模型与多相流 Mixture 模型对 Punetha 等
错误!未找到引用源。

实验静置过程的模拟结果

3 基于吉布斯自由能的气体静置浓度分布模型

本部分从热力学吉布斯自由能的相关理论入手，对混合气体在密闭空间内静置过程

中浓度分布的自发变化进行研究。如图 9 所示，气体 A 和气体 B 处于一个压力温度恒定

的密闭容器中，中间用挡板隔开，此时气体处于分层状态。假设在某一时刻将中间的挡

板突然抽走，此时气体 A 和气体 B 之间开始相互扩散。

图 9 密闭空间气体 A 和气体 B 分布示意图

扩散过程中混合气体的吉布斯自由能微分变化表达式如下所示

1
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t=380s t=450s t=1000s t=2000s t=5000s t=10000s

组分输运模型

多相流 Mixture 模型



式中，G 为系统的吉布斯自由能，J；S 为系统的熵，J/K；V 为系统体积，m3； i 为混

合气体中组分 i 的化学势，J/mol，ni为混合气体中组分 i 的物质的量。

假设系统在初始时刻的吉布斯自由能为 G*，抽走挡板后系统达到平衡态时的吉布斯

自由能为 G**，由于温度和压力恒定，G*和 G**分别可以表示为

* *
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这一过程中系统的吉布斯自由能变化为
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式中，ci为气体组分 i 的偏摩尔浓度。由于系统内仅包含 A 和 B 两种气体，假设气体 A
的偏摩尔浓度为 c，则气体 B 的偏摩尔浓度为 1-c，因此可得

   total total
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假设系统达到平衡态时，混合气体之间是存在浓度分层的，为了简化计算，假设气

体 A 的偏摩尔浓度随高度分布是线性的，满足 c kz a  的关系，其中 k 反应了平衡态时

的分层程度，而 a 反应了气体 A 和气体 B 物质的量的大小关系。忽略水平方向气体浓度

的变化，将该混合过程转化为一维问题，吉布斯自由能变化量 G 对高度 z 的导数满足以

下形式
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为方便计算，假设容器总高度为 1m，上式进行积分可得
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由式(20)可知，系统内吉布斯自由能的变化量是关于 k 和 a 的二元函数。由于在等

温、等压的封闭体系内，在不做非体积功的前提下，任何自发反应总是朝着吉布斯自由

能 G 减小的方向进行，当吉布斯自由能 G 达到最小值时，反应达到平衡，此时吉布斯自

由能变化量 G 取得极小值。为了确定此时的浓度分布，对式(20)的二元函数进行求极值

计算可得

 

    
 

ln 00 1
1

ln 00 1

a kG
a ka

a k aG
a a kk

      
      

    

(21)

上式解得

k=0，a=0.5 (22)
即吉布斯自由能最小时，气体在 z 方向的偏摩尔浓度变化应满足 a=0.5、k=0，说明

系统达到平衡时浓度梯度为 0，不存在分层现象，而 a=0.5 说明初始时刻气体 A、B 等物



质的量混合时吉布斯自由能减小量最大。以上推导说明，气体在恒温恒压无外部因素的

干扰下，其浓度变化会自发朝着掺混均匀的方向进行，平衡态时整个系统的浓度是均匀

的。这一结论与组分输运模型的模拟结果相吻合，而与多相流 Mixture 模型的模拟结果

不符。因此在计算掺氢天然气的掺混分层问题时，推荐采用组分输运模型。

4 结 论

本文研究了掺氢天然气在密闭空间中是否存在氢气与天然气之的分层现象。通过对

比文献实验结果，分析了目前两种常用的研究掺氢天然气分层的组分输运模型与多相流

Mixture 模型，并采用热力学中吉布斯自由能相关理论，对密闭空间内二元混合气体的浓

度变化趋势进行了分析。通过以上研究，本文的主要结论如下。

(1) 密闭空间注气过程的模拟结果表明，组分输运模型重点考虑了气体之间的扩散

效应，注气口附近存在小范围的高浓度区，之后逐渐向空间中扩散，而多相流 Mixture
模型的模拟结果表明高浓度区集中在射流方向上。与实验结果对比表明，组分输运模型

的结果比多相流Mixture模型与实验结果吻合更好。同时对比了 k-与LES两种湍流模型，

结果表明 LES 模型的计算精度优于 k-模型。

(2) 密闭空间混合气体静置过程的模拟结果表明，组分输运模型中混合气体会随着

静置时间的增加而逐渐趋于均匀，而多相流 Mixture 模型中混合气体随着静置时间的增

加气体分层现象愈发明显，两种模型呈现完全相反的趋势。通过与实验数据对比，组分

输运模型的模拟结果更接近实验结果。

(3) 从热力学吉布斯自由能相关理论入手，证明了在恒温、恒压的密闭系统中，两

种气体混合后静置达到平衡态时，系统内气体分布的浓度梯度为 0，即气体不存在分层，

该结论与组分输运模型和实验结果一致。

以上结论表明，掺氢天然气分层现象仅可能出现在气体混合的初期，对于已经充分

掺混后的氢气和天然气，混合气体不会自发产生分层。
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摘要：近年来，固体氧化物燃料电池（SOFC）因其电效率高和燃料适应性广等优点而被广泛研究。然

而部分 SOFC 模型对热辐射的考虑不充分，模型准确率有提高的空间；甲烷、氨气等燃料对直接内重

整固体氧化物燃料电池（DIR-SOFC）性能影响的机理有待进一步研究。为解决上述问题，本文建立了

考虑热辐射的不同燃料组分下 DIR-SOFC 单流道三维模型，探究了甲烷和氨气体积分数对电池性能的

影响，通过分析温度场、浓度场和化学反应速率，解释了不同燃料组分对电流密度影响的机理。结果

表明，在电压 0.7 V、进口温度 1173 K、阳极进口速度 0.2 m/s、阴极进口速度 0.8 m/s 条件下，与纯氢

作为燃料的 SOFC 相比，在氢气中掺入甲烷能够在提升平均电流密度的同时降低电池整体温度，在氢

气中掺入氨气能够在牺牲少量平均电流密度的情况下提升电池温度的均匀性；当掺入 20%甲烷时，靠

近电池出口处的局部电流密度增大，当掺入 20%氨气时，靠近入口处的局部电流密度增大，靠近出口

处的局部电流密度减小。

关键词：燃料，直接内重整，固体氧化物燃料电池，数值研究

0 前言

固体氧化物燃料电池（SOFC）是一种在 500-1000℃下工作的高温燃料电池。SOFC
在所有的燃料电池中电效率最高，并且燃料适应性广，氢气、天然气、煤气、液化石油

气等气体以及甲醇、乙醇、氨水等液体都可以作为燃料。

燃料通常有三种利用方式。第一种是通过外部重整将燃料重整为氢气或一氧化碳后

通入 SOFC，第二种是将燃料通入 SOFC 阳极后直接发生电化学反应，第三种是将燃料

与重整氧化剂一起引入 SOFC 的阳极，利用阳极中的镍作为催化剂，实现内部重整，这

被称为直接内重整固体氧化燃料电池（DIR-SOFC）。由于 SOFC 的工作温度较高，因此

普遍认为 DIR-SOFC 有助于提高能量利用率并降低成本。

相同电压下的电流密度、相同电流密度下的电压或电功率是评价燃料电池性能的重

要指标，影响电池性能的原因包括温度、反应物浓度、化学反应速率等。Luo Y 等[1]通

过实验和数值仿真发现，以纯氨为燃料的 SOFC 的功率略低于以纯氢为燃料的 SOFC，
并确定了在氢气中掺入氨气的最佳比例，以匹配氨的分解速率与电化学氢的消耗速率。

基金项目：国家重点研发计划项目（编号：2022YFB4003600）
通讯作者：张剑飞，教授，主要研究方向：热质输运过程调控及其数值预测



Wu Y 等[2]建立了以部分预重整甲烷为燃料的 SOFC 三维模型，研究发现甲烷蒸汽重整能

使气相组成、电流密度和温度在电池平面内更均匀分布。Ramírez-Minguela J J 等[3]考虑

了四种不同沼气成分的瓦楞式 SOFC，计算了不同沼气组成的熵产率的局部贡献和全局

贡献。宋彪[4]研究了在稳态和瞬态工况下通入混合煤气、水煤气、沼气和天然气时 SOFC
的内部温度、电流密度和反应速率。阮鹏等[5]总结了以天然气和水蒸气为燃料的 SOFC
系统中常用的重整器配置方式、重整参数以及重整燃料利用方式。魏胜利等[6]对各种燃

料 SOFC 进行了优缺点的总结，并指出针对不同动力系统和燃料，需要设计不同的系统

结构。

虽然对 DIR-SOFC 模型的研究已经取得了很大的进展，但是对热辐射的考虑不够充

分，模型准确率有提升的空间，并且关于多元燃料组分对电池性能影响有待进一步研究。

本研究基于 Fluent 软件，建立了考虑热辐射的多元燃料 DIR-SOFC 单流道三维模型。

通过参数化分析，分析了甲烷和氨气体积分数对 SOFC 平均电流密度的影响，详细阐述

了甲烷和氨气对 SOFC 平均电流密度和局部电流密度影响的机理。

1 DIR-SOFC 数值计算模型

1.1 SOFC 几何模型

SOFC 单电池的结构如图 1 所示。SOFC 单电池由阳极、阴极、电解质和集流板组

成。阳极材料一般由掺钇的氧化锆(YSZ)和金属镍制成。阴极材料一般为掺杂锰酸镧的

合金陶瓷。允许氧离子通过的电解质是由三氧化钇稳定的氧化锆制成的。图 1 中的虚线

框为 SOFC 单通道结构。

阳极集流板

阴极集流板

阳极

阴极

电解质

阳极流道

阴极流道

单流道结构

图 1 SOFC 单电池结构

Fig.1 SOFC single cell structure

1.2 SOFC 工作原理

图 2 为 SOFC 的工作原理。在 SOFC 的阴极，氧气得到外部电子变为氧离子，氧离

子穿过电解质层到达阳极。在阳极，氢气、一氧化碳与氧离子相结合，生成水、二氧化

碳并释放电子，电子再次通过外部电路回到阴极，完成电化学循环过程。



图 2 SOFC 工作原理

Fig.2 SOFC working principle

1.3 SOFC 数值模型

为了更精确地计算 SOFC 多物理场，根据文献[7]，建立了三维板式单流道 SOFC 物

理模型，如图 3 所示。其中，阳极厚度为 0.2 mm，阴极厚度为 0.1 mm，流道宽度和高

度为 3 mm，流道长度为 30 mm，集流板的厚度为 0.1 mm，电解质处理为一个无厚度的

面。模型原点位于进口所在面与电解质面交线的中点，如图 3 中红色的点所示。

电解质

阳极进口

阴极进口

阳极出口

阴极出口

模型原点

图 3 SOFC 几何模型与物理模型

Fig.3 SOFC geometric models and physical models

1.4 模型假设

（1）阳极只考虑甲烷蒸汽重整反应、水汽转移反应和氨分解反应三种化学反应。

（2）以上三种反应均视为体积反应，不考虑其逆反应。

（3）SOFC 处于稳态运行。

（4）所有的气体都被认为是理想气体。

（5）空气成分为 79% N2和 21% O2。

（6）气体流动状态为层流。

（7）忽略固体材料的变形。



1.5 控制方程

SOFC 内部的电化学反应、传热、传质等过程用表 1 中的守恒方程表示。

表 1 控制方程

Table.1 Governing equation

方程名称 数学描述

质量守恒 ( )j j mv S  

动量守恒 ( ) ( )mix mix uvv p v S        

能量守恒 ,
1

( ) ( )
N

j p eff eff j j rad Tc vT k T J h q S     

电荷守恒 ele( )ele
eff ele S  

离子守恒 ( )ion
eff ion ionS  

化学反应和扩散方程 ( ) ( )
N

jk
j j j j j eff j j j

j k
v D R S    



       

其中热辐射使用 DO 模型进行计算，其表达式如下

4 42 '

0
( ( , ) ) ( ) ( , ) ( , ) ( , ') '

4
s

s
TI a I an I d

 


 
      r s s r s r s s s (1)

DO 模型考虑了气体的吸收、发射、散射对热辐射的影响，能够计算固体与固体、

固体与气体、气体与气体之间的辐射换热。热辐射相关参数见文献[8]。
1.6 边界条件

阳极进口速度为 0.2 m s-1，阴极进口速度为 0.8 m s-1，阴极和阳极进口温度均为 1173
K，阴极和阳极出口压强均为 0（表压）。SOFC 阴极和阳极和集流板的外边界采用绝热

边界条件，其他面均采用耦合边界条件。阳极集流板上表面电势为 0，阴极集流板下表

面为 SOFC 工作电压值 0.7 V。

2 计算结果与讨论

2.1 模型验证

为了避免网格数对结果的干扰，根据文献[7]的参数，以电解质面上的平均电流密度

作为网格独立性验证的参考值，进行了网格无关性验证，结果如图 4 所示。由图 4 可以

看出，网格数从 56 万增加到 178 万，平均电流密度从 1454.9 A m-2增加到 1455.1 A m-2，

相对变化率为 0.014%。考虑到数值模拟的精度和计算效率，本文选取 56 万个网格进行

计算。
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图 4 网格无关性验证

Fig.4 Grid independence verification

为了验证本文建立的 SOFC 模型的准确性和可靠性，利用本文建立的模型与文献[1]
和文献[7]的实验数据进行对比，仿真与实验的极化曲线如图 5 所示。与以甲烷为燃料的

实验数据相比，最大相对误差为 4.87%。与以氨气为燃料的实验数据相比，最大相对误

差为-5.71%，满足数值模型验证的要求。由图 5 可以看出，当电流密度较低时，模型预

测结果与实验结果误差较大。误差主要由低电流密度段的活化损失引起。在数值仿真中，

通过定义 SOFC 电化学模型中的交换电流密度和其他参数来描述活化损失，这些参数在

仿真中是固定的值。但在实验中可能变化较大，因此低电流密度下仿真结果的相对误差

略高于高电流密度下的相对误差。
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图 5 模型验证

Fig.5 Model verification



2.2 甲烷和氨气体积分数对 SOFC 平均电流密度和温度的影响

为了研究甲烷和氨气体积分数对 SOFC 平均电流密度和温度的影响，采取参数化研

究的方法，在氢气中添加不同体积分数的甲烷或氨气组成新的混合燃料，分别选取 6 组

不同的甲烷-氢气、氨气-氢气的体积分数组合进行研究，甲烷或氨气的体积分数为 0-0.5，
每组间隔 0.1。平均电流密度指的是单位面积内通过电池的电流量，它代表了对外输出的

电流大小，可以以电解质面（y=0）上的平均电流密度值为参考值；对于温度，通过考

察流道宽度方向中心面（x=0）上集流板、阳极、阴极和流道的最高温度、最低温度以

及两者之间的温差。

图 6（a）所示为甲烷体积分数对 SOFC 平均电流密度的影响。当甲烷体积分数小于

0.2 时，随着甲烷体积分数增加，平均电流密度不断升高；当甲烷体积分数为 0.2-0.5 时，

随着甲烷体积分数增加，平均电流密度不断降低，但是仍高于纯氢气作为燃料时的平均

电流密度。这说明当甲烷体积分数为 0-0.5 时，掺入甲烷能够提升平均电流密度。

图 6（b）为甲烷体积分数对 SOFC 温度的影响。当燃料为纯氢气时，最高温度出现

在阳极流道出口处，最低温度出现在阴极和阳极流道进口处，进出口温差约为 37 K。当

燃料中含有甲烷时，最高温度和最低温度都比纯氢时的低，最高温度出现在阴极和阳极

流道进口处，最低温度出现在阳极流道出口处，当甲烷体积分数为 0.1 时，进出口温差

为 25.5K，当甲烷体积分数为 0.2-0.5 时，进出口温差为 32-36K，与纯氢气为燃料时的进

出口温差相近，这说明掺入一定量的甲烷能够降低电池整体温度而对电池温度均匀性影

响不大。
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图 6 甲烷体积分数对 SOFC 性能影响

Fig.6 Effect of methane volume fraction on SOFC properties

如图 7（a）所示为氨气体积分数对 SOFC 平均电流密度的影响，当氨气体积分数为

0-0.5 时，随着氨气体积分数的增加，平均电流密度逐渐下降。如图 7（b）所示为氨气

体积分数对 SOFC 温度的影响，随着氨气体积分数的增加，最高温度出现在阳极流道出

口并且逐渐下降，最低温度出现在阴极和阳极流道进口且保持不变，进出口温差逐渐减

小。说明当氨气体积分数为 0-0.5 时，掺入氨气会使平均电流密度有所下降，但是能够

减小进出口温差，提升电池温度的均匀性。
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Fig.7 Effect of ammonia volume fraction on SOFC performance

2.3 甲烷和氨气体积分数对 SOFC 电流密度影响的机理分析

SOFC 涉及传热、传质、流动、导电、化学反应等多个场耦合，本节从温度场、浓

度场和化学反应速率的角度，在 3 种典型燃料组分下，对平均电流密度和局部电流密度

的影响机理进行分析。3 种典型燃料组分如下：组分 1 中氢气体积分数为 1，其代表实验

室中常见的燃料组分；由图 6（a）可知，当氢气和甲烷的体积分数分别为 0.8 和 0.2 时

平均电流密度最大，因此选取该组分作为典型组分；为了和组分 2 进行对照，组分 3 选

取氢气和氨气的体积分数分别为 0.8 和 0.2。
对电流密度影响机理研究需要将电流密度分布、温度分布、浓度分布、化学反应速

率变化进行协同分析。图 8 为电解质层（y=0）的电流密度分布图，图 9 为流道宽度方

向中心面（x=0）温度分布图。由于化学反应均在阳极内发生，因此绘制了沿流动方向

阳极中心线上（x=0 y=0.1）的物质浓度变化图和化学反应速率变化图，如图 10 和图 11
所示。

由图 8（a）和图 8（b）可知，与组分 1 相比，组分 2 的平均电流密度提高了 7%。

一方面，从图 9（b）中可知，沿着气体流动方向电池温度下降约 36 K，说明该组分下甲

烷蒸汽重整反应（MSR）的吸热量大于电化学反应和水汽转移反应（WGSR）的放热量，

这会造成电解质中氧离子传输速率、集流板中电子传输速率以及气体扩散能力的降低。

另一方面，由图 10（a）可知，沿着气体流动方向，氢气浓度不断升高，说明电化学反

应速率达到最大限度。其原因是同等体积下甲烷分解产生的氢气大于纯氢气的体积，氢

气浓度增大，从而使平均电流密度上升。综上所述，掺入 20%体积分数的甲烷，氢气浓

度增大对平均电流密度提高起了主导作用，大于温度降低的负面影响。

对比图 8（a）与图 8（b），组分 2 靠近出口处的局部电流密度大于组分 1，关键原

因在于低浓度的水蒸气。虽然从平均电流密度角度看电化学反应速率达到最大限度，即

水蒸气生成速率已达到最大，但是阳极中水蒸气浓度接近于 10-7数量级（未绘制在图 10
（b）中），说明电化学反应生成的水蒸气不足以提供给 MSR 和 WGSR 所需的水蒸气。

MSR 速率的阿伦尼乌斯公式为
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式中， k 为化学反应速率，mol m-3 s-1， A为指前因子，T 为温度，K，b 为温度指

数， Ea 为活化能，J mol-1， R 为气体常数，J mol-1 K-1， c 为浓度，mol m-3， 和 为

浓度指数，分别取 0.85 和-0.35[9]。

根据阿伦尼乌斯公式可知，虽然温度降低和甲烷浓度下降都不利于 MSR 速率的提

升，但是结合图 11（a）可知，MSR 速率依然不断上升。这是因为水蒸气浓度与 MSR
速率负相关，低浓度水蒸气加快了甲烷重整产生氢气的速率，提高了局部氢气浓度，因

此组分 2 靠近出口处的局部电流密度高于组分 1。

（a）组分 1

(a) Component 1

（b）组分 2

(b) Component 2

（c）组分 3

(c) Component 3

图 8 不同组分下 SOFC 电解质层电流密度云图

Fig.8 Current density cloud image of SOFC electrolyte layer with different components

（a）组分 1

(a) Component 1

（b）组分 2

(b) Component 2

（c）组分 3

(c) Component 3

图 9 不同组分下 SOFC 流道宽度方向中心面温度云图

Fig.9 Temperature cloud image of SOFC channel width direction under different components
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Fig.10 Substance concentration of SOFC along the anode center line in different components
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Fig.11 Chemical reaction rate of SOFC anode center surface with different components

由图 8（a）和图 8（c）可知，与组分 1 相比，组分 3 的平均电流密度降低了 1.6%。

由图 9（a）和图 9（c）可知，组分 3 的温度分布与组分 1 一致，只是最高温度降低了

11 K，这有利于电池整体温度均匀性，但是降低了离子、电子输送速率和气体扩散能力，

从而减小了平均电流密度。由图 10（a）可知，氢气浓度不断下降，说明电化学反应速

率未达到最大极限。随着反应进行，氢气浓度下降，电流密度不断减小。因此从温度和

浓度角度看，两者都使平均电流密度减小。

对比图 8（a）和图 8（c），组分 3 靠近进口处的局部电流密度高于组分 1，而靠近

出口处的局部电流密度低于组分 1，这与氨气浓度、温度和氨气分解反应（ADR）速率

有关。由图 10（c）和图 11（b）可知，距进口 0-10 mm 处的氨气浓度高，氨气分解速

率不断上升，根据图 9（c），电池温度缓慢上升，因此靠近阳极进口处的局部电流密度

大于组分 1。距进口 10 mm 后，组分 3 局部电流密度衰减很快，主要原因在于沿着气体

流动方向氨气浓度下降，ADR 速率下降。

3 结 论

本文建立了考虑热辐射的多元燃料直接内重整固体氧化燃料电池三维模型，模型耦

合了传热传质、电荷离子传递、动量传递和化学反应动力学，通过实验验证了该模型具

有一定的可靠性。通过综合分析温度场、浓度场和化学反应速率，解释了在电压 0.7 V、

进口温度 1173 K、阳极入口速度 0.2 m/s、阴极入口速度 0.8 m/s 条件下，在氢气中掺入

甲烷或氨气对平均电流密度和局部电流密度影响的机理。主要研究结果如下：

（1）掺入甲烷体积分数小于 20%时，平均电流密度随甲烷体积分数的增大而增大，

氢气浓度的增加为主导因素；掺入甲烷体积分数为 20%-50%时，平均电流密度随甲烷体

积分数的增加而减小，温度降低造成的电子、离子传输速率降低为主导因素。

（2）平均电流密度随氨气体积分数的增大而减小，原因为温度降低和氢气浓度降

低的共同作用。

（3）掺入甲烷能够提升平均电流密度的同时降低电池整体温度，掺入氨气能够在



牺牲少量平均电流密度的同时提升电池温度的均匀性。

（4）相较于纯氢气为燃料的 SOFC，对于氢气中掺入 20%体积分数甲烷的混合燃料，

低浓度水蒸气是使靠近出口处的局部电流密度较大的原因；对于氢气中掺入 20%体积分

数氨气的混合燃料，靠近入口处的局部电流密度较大，因为靠近入口处氨气浓度大，氨

气分解速率快，使局部氢气浓度很大，靠近出口处局部电流密度下降较小，因为氨气浓

度下降快，氨气分解速率减缓。

本文所建立的模型考虑了热辐射的影响，提升了模型的预测精度，所揭示的掺入其

他燃料对电流密度影响机理对提升电池性能及电池热管理有重要意义。
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摘要：太阳能温差发电器（STEG）能够将太阳能直接转换为电能。本文建立 STEG 三维模型，研究了非均

匀太阳辐射对 STEG 的热电性能影响。结果表明非均匀太阳辐射使输出功率降低 0.31%，且热电臂上的最

高温度容易超过材料的适用温度。在保证热电材料在安全使用温度范围内，通过对中心区域热电臂尺寸进

行优化，输出功率会小幅降低 3%，进一步对周边热电臂进行优化，可使输出功率提高 1.27%。

关键词：非均匀太阳辐射；太阳能温差发电器；热电性能；热电臂尺寸优化

0 前言

近年来，化石能源消耗量的增加，不仅带来了严重的环境污染[1]，而且由此引起的气

候变化问题威胁人类生存，可再生能源高效利用成为解决能源问题的关键。太阳能被认为是

最清洁的可再生能源之一，在发电，热利用以及海水淡化等领域均得到了广泛的应用。温差

发电器（TEG）是基于 Seebeck 效应的能量转换装置，可将热能直接转换为电能，具有无噪

音、无污染、灵活稳定等特点[2]，在余热回收与海水淡化领域得到了广泛应用[3-5]。太阳

能温差发电器（STEG）利用太阳辐射加热 TEG 热端，使 TEG 两端形成温差进而产生电压，

从而为外部设备供电。1

作为 TEG 核心部件的热电臂，其结构影响 STEG 的热电输运，因此直接决定了 STEG
的热电性能。Ge 等[6]综合考虑热电臂高度与截面因子提出了新的结构参数，指出存在最佳

结构参数可使 STEG 发电效率最大，并且最佳结构参数与运行条件相关。Ji 等人[7]分析了

热电臂几何参数对 STEG 发电性能的影响，通过田口法获得最大输出功率 5.47W。

Maduabuchi 等[8]对纳米改性热电材料的变截面热电臂进行三维数值模拟，发现其与传统变

截面热电臂相比，功率密度与热电转换效率可提升 12 倍和 6 倍。为提高 STEG 的输出性能，

还可以使用聚光设备将太阳光聚焦若干倍率后再照射至 STEG 热端，提高 STEG 的冷热端温

差。而聚焦后的太阳光往往并不是均匀的，在一定程度上会影响 STEG 的输出性能：Shittu
等[9]对分段式 STEG 进行了数值模拟，在 STEG 热端施加复合抛物面聚光器聚光后的非均

匀太阳辐射，在相同的辐射量下，采用非均匀辐射较均匀辐射，在方钴矿占比为 50%及以

上时，输出功率至多降低了 2.5W，约 26.3%。Yin 等人[10]对尺寸为 16mm×16mm 的碲化铋

基 STEG 热端施加不同非均匀度的太阳辐射，在不考虑一切热损失的前提下对比不同施加非

均匀度时 STEG 的输出功率差别，中心太阳辐射集中度最高时，STEG 的输出功率较均匀热

流时降低了约 1.4%。Gao 等人[11]在非均匀热流条件下研究加入相变材料对含 TEG 的光伏

热电系统性能的影响，发现施加非均匀热流时，输出功率至多降低 0.33W。

综上所述，目前针对在非均匀太阳辐射下 STEG 热电性能的研究较少。本研究采用有限

元法，建立 STEG 热电耦合模型，以二维高斯分布的太阳辐射模拟集中光照，在保证总输入

热流不变的条件下研究非均匀太阳辐射对 STEG 热电性能的影响，并提出通过局部热电臂尺
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寸优化实现 STEG 高效安全运行，所得结果对于 STEG 优化运行具有一定的参考意义。

1 模型与方法

为研究非均匀太阳辐射对 STEG 系统热电性能的影响，本文构建了完整 STEG 的三维模

型。如图 1 所示，STEG 系统主要由三部分组成，分别为：聚光镜、STEG 与冷却系统（水

冷热沉）。太阳辐射通过聚光镜后被聚焦，集中照射至 STEG 热端，形成高温源。通常 STEG
热端的工作温度取决于聚光倍率，聚光倍率越高，STEG 热端温度越高，在冷端换热性能良

好的情况下，冷热端温差升高，输出性能越强。

图 1 太阳能温差发电器的示意图

本研究采用的 STEG 由 128 对热电臂组成。首先固定所有热电臂的长、宽、高一致为

1mm、1mm、2mm，为保证所有热电臂所占陶瓷板的面积相同，令各个热电臂的中心距离

为 2.5mm；铜导线的长、宽、高分别为 3.5mm、1.8mm 与 0.35mm；陶瓷板的尺寸为

40mm×40mm×0.8mm。

热电臂材料采用方钴矿，其物性参数均考虑温度相关性，其热导率、电导率与塞贝克系

数如表 1 所示。此热电材料的适用温度在 870K 以内[18]。
表 1 热电材料物性参数

Table1 Physical parameter

P-type N-type

k(T)

 W/(m∙K)

5.9282-0.01006×T+1.24656×10-5×T2-4.48389

×10-9×T3

1.79585+0.00522×T+1.1765×10-5×T2+8.72739×

10-9×T3

σ(T)

 Ω-1∙m-1

105×(2.56635-0.00102×T-2.4437×10-6×T2+2.

35178×10-9×T3)

105×(4.82374-0.00921×T+9.52702×10-6×T2-3.6

5761×10-9×T3)

α(T)

V/K

10-4×(0.309+0.00118×T+2.90885×10-6×T2-3.

13655×10-9×T3)

10-4×(-0.32918-0.00299×T+1.22554×10-6×T2+2.

55067×10-10×T3)

本文使用的计算方法为有限元数值模拟。采用 COMSOL Multiphysics 处理多物理场耦

合问题。在 STEG 的 P/N 型热电臂中，涉及 Seebeck 效应、Peltier 效应与 Thomson 效应。热

电效应方程是传热方程与电流密度连续性方程的耦合方程[14]。首先，传热方程可以描述为：

  2
P P P P P( ) ( ) ( )T T T J T JT       (1)



 N N
2

N N N( ) ( ) ( )T T T J T JT       (2)

式中 λP/N、σP/N 和 αP/N 分别为 P 型和 N 型半导体的导热系数、电阻率和塞贝克系数。
→
J

为电流密度矢量。假设热电效应只发生在热电臂上，铜电极的传热方程如下：

  2
co coT J   


(3)

式中，λco 与 σco分别为铜电极的导热系数和电阻率。此外，陶瓷板只涉及热传导，无电

流通过，则其传热方程为：

 ce 0T   (4)

式中 λce 为陶瓷板导热系数。关于电流密度连续性，在式(1)~(3)中，电流密度矢量可由

如下式表达：

( )J E T       
 

(5)

其中，
→
E是热电臂中的电场强度矢量，φ 为电势，αΔT 是 Seebeck 效应产生的电动势。

在热电臂中，电流连续性方程如下：

0J   (6)
TEG 的输出功率 Pout为：

 
2

P N
out L

L in

Δα α T
P R

R R
 

  
 

(7)

式中，Rin与 RL分别为 STEG 内电阻与负载阻值。当负载阻值与内电阻相等时，可获得

最大输出功率。

STEG 的热电转换效率 ηout 为：

out

in
out

P
Q

  (8)

式中，Qin为输入到 STEG 热端的辐射量，由热端边界条件确定。由于热电臂的体积有

差异，使用功率密度 Pd来衡量发电性能，其计算式如下：

out
d

P N

PP
V V




(9)

式中，VP与 VN分别为 P 型热电臂与 N 型热电臂的体积。

由于通常使用菲涅尔透镜对太阳辐射进行聚光，因此聚光后太阳辐射并不是均匀分布的，

而是中心高四周低的形式。二维高斯分布可以用于模拟此类非均匀太阳辐射。本研究采用此

种分布进行研究。关于高斯分布，可以写作如下表达式：

 2 2
2

1
2

2(x,y) e
2

x y
DμG

D
 




(10)

其中 G 为聚光后的太阳辐射强度；D2为高斯分布中的方差，用于控制高斯分布的均匀

程度；μ为标准化因子，用来保证在不同分布时总输入辐射量是相同的，其表达式如下：

 2 2
2

0
1

2
2

1 e d dy
2h

x

h

y
D

A

G A
μ

x
D

 




(11)



式中，G0 为均匀分布下的太阳辐射，Ah 为 STEG 热端面的面积。则最终的输入辐射强

度 qin 分布表达式为：

in c(x,y) (x,y)q η G (12)

其中 ηc是聚光镜的光学效率。

在本研究中，设计了一种太阳辐射分布，如图 2 所示。所有工况下的总辐射量相同。其

中 CASE1 指均匀分布，CASE2 为高斯分布。

图 2 两种辐射形式

根据能量守恒，STEG 的能量方程可表示为：

in con rad c outQ Q Q Q P    (13)

式中，Qin为入射到 STEG 热端的太阳辐射，Qcon与 Qrad 分别为 TEG 热端与环境的对流

换热损失与辐射热损失，Pout 为 STEG 输出功率。

入射到 TEG 热端的太阳辐射表达式如下：

in s s optQ CGA (14)

式中，C 是聚光倍数，G 为太阳辐射强度，取 1000W/m2，As是 STEG 陶瓷表面面积，αs

为吸收比，ηopt 为光学效率。此外，考虑了 STEG 热端与外界的对流换热和辐射散热，本文

采用与[17]相同的边界条件。

2 网格无关性与模型验证

图 3 给出了模型网格无关性与可靠性验证。如图 3(a)所示，随着网格划分的数量增多，

考察不同数量网格划分对 STEG 输出功率的影响，当网格数量大于 88331 后，输出功率就不

再产生变化。考虑到计算速度与计算精确度，最终网格划分数量确定为 88331 个。为保证模

型的可靠性，本研究与文献中结果进行了对比，如图 3(b)所示。文献[10]中 STEG 横截尺寸

为 16×16mm2，包含 32 对尺寸为 1×1×1.5mm3热电臂,在聚光倍率为 50，获得了 6 种非均匀

热流分布下的 STEG 开路电压，与文献[10]结果的对比如图 4 所示，本文模拟结果与文献结

果最大相差小于 1%，可以认为本文使用的物理模型是可靠的。
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图 3 模型（a）网格无关性验证与（b）可靠性验证

3 结果与讨论

增大聚光倍率可以有效提高 STEG 的输出功率。图 4 为 STEG 在均匀太阳辐射与非均匀

太阳辐射在冷热端温差与输出功率随聚光倍率的变化，差值均为均匀辐射结果与非均匀辐射

结果做差所得。在聚光倍率为 100 时，对 TEG 施加非均匀太阳辐射有利于提升其输出功率，

提升约为 2.5mW，随着聚光倍率增大，施加均匀太阳辐射时的输出功率超过了施加非均匀

辐射，在聚光倍率为 200 时达到 26.1W，高出后者 82.5mW。此外，施加非均匀太阳辐射的

STEG，其冷热端温差始终低于施加均匀辐射的 STEG，这是前者的辐射散热损失过多导致

的。
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图 4 均匀/非均匀太阳辐射时冷热端温差与输出功率

图5为STEG施加非均匀太阳辐射与均匀太阳辐射时热电臂上的最高温度随聚光倍率的

变化。明显可见，在太阳辐射非均匀时，由于局部区域受到的辐射量高，热电臂上的最高温

度总是远高于施加均匀太阳辐射的情况，在聚光倍率为 200 时，前者的热电臂最高温度达到

909K，高出后者约 95.5K，超过了热电材料的适用温度[17]。因此，需要对施加非均匀太阳

辐射时的 STEG 进行结构优化，以改善因辐射集中对热电性能带来的负面影响。
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图 5 施加不同形式太阳辐射时热电臂上的最高温度

图 6 为聚光倍率为 200 时，对 STEG 施加均匀太阳辐射与非均匀太阳辐射的温度分布云

图，其中黄色框选区域内的热电臂最高温度已超过材料适用温度。可见在非均匀太阳辐射下，

STEG 中心处的热电臂温度明显高于周边区域，因此需要重点关注。



图 6 STEG 在均匀太阳辐射与非均匀太阳辐射下的温度分布

根据图 6 中的非均匀太阳辐射工况的温度分布，将全部热电臂由外到内划分为 4 部分，

命名为 Part 1 至 Part 4，如图 7 所示，以针对各区域内分别进行尺寸优化。选择聚光倍率为

200 时的 STEG 进行优化。

图 7 热电臂划分区域示意图

为了使 STEG 中心区域热电臂的温度，首先固定 Part1、2、3 的横截尺寸为 1mm，令

Part4 的横截尺寸由 1mm 等间距增大至 1.3mm，命名为组合 1 至组合 4，尺寸分别为 1mm、

1.1mm、1.2mm 与 1.3mm，施加聚光倍率为 200 的非均匀太阳辐射，所得到的结果如图 8 所

示，随着 Part4 区域热电臂横截尺寸增大，尽管 STEG 的输出功率有微小的降低，至多相对

降低 3%，但其最高温度明显降低，当尺寸为 1.3mm 时，最高温度为 865.2K，低于适用温

度，可以确保 STEG 的运行安全。也即，可以通过优化太阳辐射集中的区域以改善非均匀太

阳辐射下 STEG 的运行状况。
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图 8 各组合的输出功率与热电臂最高温度



结合上述结果，固定 Part4 内热电臂的横截尺寸为 1.3mm 时，其他区域热电臂的发电量

仍有待提升。若要保证热电臂最高温度在适用范围内且提高 TEG 的输出功率，可以适量降

低其他 Part 内热电臂的横截尺寸。固定 Part4 内热电臂的横截尺寸为 1.3mm，适量减小其他

区域内的热电臂横截尺寸，具体组合见表 2，以组合 a 至 b 命名。对这些组合的 STEG 施加

聚光倍率为 200 的非均匀太阳辐射。与组合 4 的结果比较如图 9 所示，组合随着周边热电臂

的横截尺寸减小，STEG 输出功率有所升高，同时伴随最高温度的升高，其中输出功率最高

且温度满足限制的为组合 b，其输出功率达到 26W，较组合 4 相对提高 1.27%，且能保证

STEG 安全运行，证明该优化途径是可行的。

表 2 三种尺寸组合

Table2 Three size combinations

组合 Part1 Part2 Part3

a 1mm 1mm 0.98mm

b 1mm 0.98mm 0.98mm

c 0.98mm 0.98mm 0.98mm
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图 9 各组合的输出功率与热电臂最高温度

4 结论

本研究采用有限元法，建立 STEG 热电耦合模型，以二维高斯热流密度模拟非均匀太阳

辐射，在保证总输入热流不变的条件下研究非均匀太阳辐射对 STEG 热电性能的影响。结果

显示，非均匀太阳辐射使输出功率降低 0.31%，且热电臂上的最高温度容易超过材料的适用

温度。在保证热电材料在安全使用温度范围内，通过对中心区域热电臂尺寸进行优化，输出

功率会小幅降低 3%，进一步对周边热电臂进行优化，可使输出功率提高 1.27%。
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摘要：为了强化储能装置内的自然对流、提高温度分布的均匀性，提出了增大容器顶部容积、减少底

部和距离热壁面最远端边角处容积的五边形结构。采用数值模拟方法对比了相同容积不同结构的五边

形、梯形和正方形储能装置内相变材料（PCM）的熔化特性，确定了最优几何参数。结果表明，五边

形储能装置内的自然对流最强，熔化速率和储能功率最高，温度均匀性最好。在加热壁面温度为 57℃

时，相较于正方形，五边形的熔化完成时间可降低 9.3%，储能功率提高 8.47%。

关键词：储能装置；几何结构；自然对流；熔化特性；数值模拟

0 前言

大多数可再生能源都存在间歇性和不稳定的问题，很难直接满足能源需求。潜热储

能作为目前应用价值最高的储能技术，能够很好地解决能源在时间和空间上不匹配的问

题[1, 2]。而有机相变材料普遍存在的低导热系数和熔化过程中温度分布不均匀问题，严

重影响了储能效率[3-5]。目前，强化换热和提高相变过程温度分布均匀性已成为研究重点。

强化传热的方式可分为主动强化、被动强化和混合强化三种形式。主动强化通过在

储能系统外部增设力场、电场或磁场等外场强化液相 PCM 的流动传热[6-8]，但是由于主

动强化需要额外消耗能量，目前在实际应用中相对较少[6]。被动强化由于不需要额外消

耗能量，通过结合高效传热装置或优化储能容器的几何参数来强化换热，是目前研究和

应用最广泛的强化方式。

被动强化又可分为导热强化和对流传热强化。学者探究了在储能装置内部增设金属

翅片或泡沫金属、或添加高导热系数纳米粒子、或制备高导热系数复合相变材料等来强

化导热[9-12]。上述措施增强了 PCM 导热，但也阻碍了自然对流对熔化过程的促进作用，

增大的导热系数可能无法补偿对流换热的损失，同时降低了容器内的 PCM 填充量。因

此，在不改变容器质量和体积的条件下，可以通过强化对流换热来提高储能效率和温度

均匀性。

PCM 熔化过程中存在的对流传热极大提高了熔化速率，但也导致 PCM 的温度分布

不均匀。Kamkari 等[13]实验研究了月桂酸在侧壁面加热矩形储能装置内的熔化过程，探

究了增设翅片和改变容器倾角对熔化速率的影响，结果表明，熔化速率随着倾斜角度

（90°、45°、0°）的减小和翅片数量的增加而逐渐增大，同时发现，翅片对自然对流具

有阻碍作用，而简单的倾斜容器比添加翅片可以更有效地提高熔化速度。Han 等[14]通过

固定装 PCM 的体积和传热面积，采用数值模拟方法对比了管壳式储能装置水平和竖直
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放置方式、HTF 入口位置对管道模型（PCM 位于壳内）和圆柱模型（PCM 位于管内）

储热性能的影响，结果表明，由于自然对流作用，水平放置时采用圆柱模型具有较高的

熔化和蓄热速率，竖直放置时管道模型具有最高的熔化速率。Seddegh 等[15]设计了一种

圆锥形管壳式储能容器以强化对流换热，结果表明，圆锥形储能装置可以显著提高 PCM
的熔化速率，但是由于导热主导 PCM 的凝固过程，锥形换热器对凝固速率影响不大。

Akshayvee 等[16]采用数值模拟方法探究了强化对流型非矩形（直线型和曲线型梯形）储

能装置对集成光伏板的电学和热性能的影响，并与矩形储能装置进行了对比，结果表明，

与传统矩形容器相比，熔化速率最大可提高 17%，电转换效率可接近 12%。

综上所述，通过改变系统朝向、HTF 流动条件和储能容器几何结构等方式强化对流

换热同样可以提高储能效率。目前对侧壁加热矩形装置的结构优化研究较少，同时没有

关于最佳结构的报道。因此，本文设计了五边形储能容器以强化对流换热、降低最终熔

化阶段对熔化速率的影响。采用数值模拟的方法探究了 PCM 在不同几何参数的五边形

储能装置内的熔化特征，并与相同容积不同结构的梯形和正方形进行蓄热性能对比。

1 模型和方法

1.1 物理模型

图 1 示出了研究的五边形、梯形和正方形三种几何结构的物理模型，选用 RT-42 作

为相变材料，具体的热物性参数如表 1 所示。为使三种结构具有相同的换热条件和 PCM
填充量，控制三种结构的左侧热壁面长度相同，都为 10mm，面积都为 100mm2。通过改

变五边形结构的上下壁面长度比(LT/LB)和右侧竖直壁面的长度(LR)来改变容器顶部和右

侧边角处面积大小，将五边形结构分为九种情况。通过改变梯形结构的长度比将梯形分

为五种情况。具体几何参数如表 2 所示。

图 1. 正方形（左）、梯形（中）和五边形（右）结构二维平面示意图

表 1. RT-42 和铝的热物性参数[15]

物性 RT-42 物性 RT-42
固相线温度 Ts, K 311 潜热 L, J/kg 165000
液相线温度 Tl, K 315 动力粘度 μ, Pa·s 0.0235
固相密度 ρs, kg/m3 880 膨胀系数 γ, K-1 0.0001
液相密度 ρl, kg/m3 760 导热系数 k, W/(m·K) 0.2
比热容 cp, J/(kg·K) 2000



表 2. 几何结构及不同案例参数设置（单位：mm）

结构 Case
上壁面

长度（LT）

下壁面

长度（LB）
右侧竖直壁面

长度（LR）

上下壁面长度比

（LR）

五边形

P1-A 11.35 8.35 1 1.36

P1-B 11.8 7.8 1 1.51

P1-C 12.7 6.7 1 1.90

P2-A 11.5 7.75 2 1.48

P2-B 12 7 2 1.71

P2-C 12.4 6.4 2 1.94

P3-A 11.4 7.4 3 1.54

P3-B 12.1 6.1 3 1.98

P3-C 12.8 4.8 3 2.67

梯形

T1 13.5 6.5 - 1.35

T2 13 7 - 1.86

T3 12.5 7.5 - 1.67

T4 12 8 - 1.50

T5 11.5 8.5 2.08

正方形 S1 10 10 10 1

1.2 数学模型

焓-孔隙率法模型是将糊状区视为多孔材料，在每次的计算迭代过程中依据焓平衡

确定 PCM 域中每个单元位置的液体分数。其中，液态 PCM 的孔隙率为 1，固态 PCM
的孔隙率为 0，对于固液共存的区域则认为是糊状区域，其孔隙率等于液相分数 β。由

于 PCM 熔化过程十分复杂，为了简化计算，引入以下假定[4, 14]：(1) 不考虑固体 PCM
的体积变化和运动，忽略温度对 PCM 热物理性质的影响；(2) 液相 PCM 的流动过程为

层流、非定常和不可压缩流动；(3) 采用 Boussinesq 近似来考虑密度分布的影响，即假

设动量方程中除浮力项外的所有项中的流体密度都是恒定的。控制方程如下：

连续性方程：
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式中，ρ为 PCM 的密度；μ为动力粘度；S 为动力下沉项，以抑制固体区流速；γ为体

积膨胀系数；ev为垂直方向单位矢量。

能量方程：
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式中，H 为 PCM 的焓值（J/kg），可以表示为显热焓值 h 和潜热焓值 ΔH 之和：

H=h+ΔH (4)

ref

T

ref pT
h h c dT   (5)

 ΔH=βL (6)
式中，Tref 和 href 分别为参考温度及参考温度下的焓值；L 为 PCM 的潜热；β 为液相分

数。

动量方程中的动力下沉项需要考虑到孔隙度的变化，因此与液相分数有关：
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式中，C 为糊状区常数，取值常在 104~107之间，对石蜡材料常用值 105 [15]；ε为极小值，

用于避免除零，常取 0.001。β为 PCM 液相分数，与温度有关，满足以下关系：
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式中，Ts 和 Tl 分别为 PCM 的固相线温度和液相线温度，T 为 PCM 温度。

相变材料的储热量和储能功率可表示为[10]：

 p iniQ m L c T T     (9)

/q Q t (10)
式中，Tini 为 PCM 的初始温度；m 为 PCM 质量；t 为相变蓄热时间。

1.3 初始条件及边界条件

由于本文主要研究不同结构和几何参数的储能容器对强化对流传热和提高温度均

匀性的影响。因此，计算过程中不考虑壳体厚度和过冷效应的影响，即相变材料初始温

度设定为固相线温度 311K。随着储热开始，左侧热壁面保持固定温度 330K，其余壁面

均不与外界发生热量交换，即为绝热边界。

1.4 网格无关性及时间步长独立性验证

为了避免时间步长和网格数量对计算结果的影响，选用五边形结构 P3-B 进行了网

格无关性和时间步长独立性验证。如图 2(a)所示，在时间步长取 0.3s 时，对 26861、51844
和 187438 三种网格进行了独立性验证，可以看出不同网格数量间的液相分数误差最大

不超过 0.6%。图 2(b)为 51844 网格条件下，时间步长分别取 0.1、0.3 和 0.6 s 时液相分

数的计算结果，可以发现误差不大。综合考虑，最终选取的网格是 51844，时间步长是

0.3s。需要指出的是，其它结构均采取相同数量级的网格和时间步长。
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图 2. 网格（a）和时间步长（b）验证结果

1.5 模型验证

为了验证建立的相变模型的准确性，将侧壁加热矩形容器内纯镓熔化过程中固液界

面随时间变化与 Gau 等[17]的实验结果进行对比验证，其中，矩形结构的竖直和水平几何

参数为分别为 8.89cm 和 6.35cm，上下壁面绝热，左右侧壁分别保持 38℃和 28.3℃，结

果如图 3 所示。比较熔体前沿位置随时间的变化可以发现，界面发展趋势一致，整体吻

合较好。存在误差的原因可能是由于实验过程不能完全保证绝热，同时数值模拟做出的

假设也会存在影响。考虑这些因素，可以认为模型有效，能够用来进行相关研究。
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图 3. 固-液界面随时间变化与实验结果[17]对比

2 结果分析与讨论

2.1 不同结构对储能过程的影响

图 4 对比了不同五边形储能装置的液相分数随时间的变化和熔化完成时间。由图

4(a)可以发现，在熔化初始阶段 PCM 的熔化速率较快，在 1000s 前不同几何参数的五边

形几乎存在着相同的熔化速率。这是由于初始传热温差较大，热阻较小，导热主导熔化

过程，随着熔化的进行，液相 PCM 逐渐增加，熔化过程的传热热阻逐渐增大，温差逐

渐减小，熔化速率逐渐降低。在熔化最终阶段，不同五边形存在不同熔化速率，其中 P2-
B 的熔化速率最快，其次是 P3-B，而 P3-C 的熔化速率最慢。由图 4（b）可以看出，不

同右侧竖直壁长度的五边形分别存在一个熔化完成时间最短几何结构，在右侧壁长度分



别为 1、2、3mm 时，P1-B、P2-B 和 P3-B 的熔化完成时间最短。其中 P2-B 的熔化完成

时间分别比 P1-B 和 P3-B 的熔化完成时间缩短了 2.7%和 0.2%。因此，针对不同右侧竖

直壁面长度五边形的最佳几何结构做更进一步的对比研究。
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图 4. 不同几何参数的五边形液相分数随熔化时间变化（a）和熔化完成所需时间（b）对比

如图 5 所示，正方形、梯形和五边形三种结构储能装置的液相分布云图在 900s 之

前几乎完全相同。当 t=900s 时，正方形结构顶部的液相 PCM 已接触到右侧壁面，而梯

形和五边形结构由于增大了顶部容积，此时的液相PCM均未接触到右侧壁面。在 t=1290s
时，正方形仍存在固相 PCM，其余结构的 PCM 均已熔化。对比不同结构熔化最终阶段

的位置可以看出，当储能装置的 LT/LB 比值较大时，熔化最终阶段常位于容器顶部，如

梯形 T1 和 T2，此时容器顶部容积增大的同时也增加了最终熔化阶段 PCM 距热壁面的

距离，导致传热热阻增大，延长了熔化最终阶段的时间；LT/LB 比值较小时，熔化最终阶

段常位于容器底部，如梯形 T4 和 T5，由于底部 PCM 的熔化速率低于顶部，而顶部容

积提升不大，储能速率提升不明显。可以发现，五边形结构的熔化速度普遍较快。

图 5. 不同几何结构在不同时刻下的液相分布云图对比

由图 6(a)可以发现，在熔化初始阶段液相分数随时间的变化几乎相同，随着熔化的

进行，五边形和梯形结构的熔化速率明显高于正方形，五边形 P2-B 的熔化速率最高。



这主要是由于正方形结构内的液相 PCM 首先接触到右侧壁面，随着熔化的进行，固液

接触面积逐渐减小，熔化速率降低，而梯形和五边形结构则是由于增大了顶部容积，延

长了液相 PCM 接触到右侧壁面的时间。如 6(b)所示，正方形熔化完成所需时间最久，

五边形 P2-B 的熔化时间最短，分别较正方形和梯形 T3 分别降低了 9.3%和 1.5%。距离

热壁面较远处的 PCM 熔化速率较慢，延长了熔化完成的时间，而五边形结构在尽可能

增大顶部容积的同时，又降低了最终熔化阶段边角处 PCM 对熔化速率的影响，因此，

五边形 LT/LB 的最佳比值 1.714 大于梯形的 1.667。
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图 6. 不同几何结构液相分数随熔化时间变化（a）和熔化完成所需时间（b）对比

如图 7(a)所示，由于正方形的熔化完成时间最久，储能量相对较大，梯形 T3 的熔

化时间最短，储能量最小，而梯形 T1 的熔化完成时间低于正方形但储能量较正方形约

提高 0.24%，五边形的储能量则不完全与熔化完成时间有关，五边形 P3-B 的熔化完成

时间大于 P2-B，储能量却最小。这主要是由于梯形和五边形强化了对流换热，梯形 T1
熔化完成时的平均温度高于正方形，而五边形 P2-B 熔化完成时间虽低于五边形 P3-B，
但五边形 P2-B 的温度分布更均匀，平均温度更高。通过图 7(b)可以发现，不同结构储

能容器的平均储能功率与熔化完成时间成反比，正方形的熔化时间最久，储能功率最低，

梯形 T3 和五边形 P2-B 的储能功率最大，分别较正方形约提高 7.08%和 8.47%。可以得

出，梯形结构 T3 和五边形结构 P2-B 的性能最佳，因此继续对五边形 P2-B、梯形 T-3 和

正方形结构做更进一步的对比研究。
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图 7. 不同几何结构熔化完成时的储能量（a）和平均储能功率（b）对比



2.2 最佳结构熔化特性对比

图 8 对比了不同结构内 PCM 熔化最终阶段不同时刻的温度分布云图。可以发现，

储能容器左上部分的平均温度均高于右下部分，左上角温度最高，右下角温度最低，正

方形顶部的温度高于梯形和五边形，而底部的温度则低于梯形和五边形。在 t=1350s 时，

正方形右上角的平均温度比梯形和五边形约高出 2.5℃，右下角的平均温度则比梯形和

五边形约低 4~5℃，同时可以发现，五边形右侧壁面附近的温度高于梯形。这是由于熔

化过程中存在的浮力对流导致高温液态 PCM 上浮，低温液态 PCM 下沉，因此容器顶部

的温度较高，底部温度较低。由于正方形结构的液态 PCM 首先到达右侧壁面，在容器

顶部聚集了大量显热，而梯形和五边形增大了容器顶部容积，降低了顶部 PCM 的平均

温度，通过减少底部容积则提高了底部 PCM 的平均温度，同时，由于五边形减少了右

上角 PCM 的占比，降低了最终熔化阶段的传热热阻，进一步提高了温度的均匀分布。

图 8. 不同结构在不同时刻下的温度分布云图

图 9 对比了不同结构储能装置在 1500s 内平均温度和温升速率的变化。通过图 9(a)
可以看出，在 900s 之前，三种结构的平均温度变化几乎完全相同，随着熔化进行，正方

形首先出现温度跃升，而梯形和五边形的温度跃升约滞后于正方形 230s。在梯形和五边

形熔化结束时的平均温度略高于正方形，加热完成时，梯形和五边形的平均温度约高于

正方形 1℃，五边形的平均温度高于梯形。这是由于正方形内的液态 PCM 首先接触到

了右侧壁面，随着熔化的进行，固液接触面积逐渐减小，对流传热减弱，熔化速率降低，

储存的潜热量减少，显热量增大，升温速度逐渐增大。梯形和五边形由于增大了容器顶

部容积，延长了液态 PCM 接触右侧壁面的时间，而由于右侧壁面的倾斜作用，液态 PCM
接触到壁面时的面积更大，导致温度跃升更加明显。图 9(b)对比了平均温升速率随时间

的变化，可以发现，在熔化开始时温升速率较大，正方形的液相 PCM 接触到右侧壁面

时温升速率明显升高，随着熔化继续进行，此时 PCM的固液热接触面积的减少量和 PCM
熔化所需的潜热减少量接近平衡，出现了均匀温升的阶段，当熔化至边角处时温升速率

再次增大。同样，梯形和五边形在液相 PCM 在接触右侧壁面后温升速率增大，此现象

维持至熔化完毕，随着继续加热，温升速率则逐渐降低。
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图 9. 不同结构的平均温度（a）和平均温升速率（b）随时间的变化

由图 10 可以发现，在初始阶段，三种结构的平均流速几乎完全相同，流速均随着

熔化的进行逐渐增大，在液相 PCM 接触到右侧壁面时出现流速降低的现象，梯形和五

边形流速降低时间约滞后于正方形 230s，其中五边形的流速最大，较正方形和梯形分别

约提高 19.1%和 2.9%。通过对比不同结构的流速变化和最大流速出现的时间可以得出，

梯形和五边形通过增大容器顶部容器，提高了对流强度，延长了对流换热时间。
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图 10. 不同结构内平均流速随时间的变化

3 结 论

为了强化 PCM 熔化过程中的对流换热、提高温度均匀性，提出了一种新型五边形

储能装置，采用数值模拟对不同几何参数的五边形进行了性能对比，针对得出的最优几

何参数的五边形与梯形和正方形结构进行了熔化特性对比分析。得出以下结论：

(1) 不同右侧竖直壁长度的五边形结构均存在一个最佳几何参数。当 LR=2mm 和

LT/LB=1.71 时，五边形表现出最高的对流强度、熔化速率和平均功率。

(2) 五边形储能装置的熔化完成时间最短，储能效率最高，最佳五边形结构相较于正方

形的熔化完成时间降低 9.3%，储能量和储能功率分别提高 2.5%和 8.47%。

(3) 五边形结构在强化对流换热的同时也提高了温度的均匀性，在 1500s 的储热时间内，

五边形最大平均流速比正方形提高 19.1%，平均温度约升高 1℃。

参考文献



[1] N’Tsoukpoe K E, Liu H, Le Pierrès N, et al. A review on long-term sorption solar energy storage. Renewable

and Sustainable Energy Reviews, 2009, 13, 2385-2396.

[2] Xiong T, Zheng L, Shah K W. Nano-enhanced phase change materials (NePCMs): A review of numerical

simulations. Applied Thermal Engineering, 2020, 178, 115492.

[3] Agyenim F, Hewitt N, Eames P, et al. A review of materials, heat transfer and phase change problem

formulation for latent heat thermal energy storage systems (LHTESS). Renewable and Sustainable Energy

Reviews, 2010, 14, 615-628.

[4] Ghosh D, Kumar P, Sharma S, et al. Numerical investigation on latent heat thermal energy storage in a phase

change material using a heat exchanger. Heat Transfer, 2021, 50, 4289-4308.

[5] Kalapala L, Devanuri J K. Influence of operational and design parameters on the performance of a PCM

based heat exchanger for thermal energy storage – A review. Journal of Energy Storage, 2018, 20, 497-519.

[6] Saha S K. Dynamics of phase change of gallium under magnetic field and thermocapillary effects under

variable gravity conditions. Thermal Science and Engineering Progress, 2022, 29, 101234.

[7] He K, Ma B, Wang L. Electrohydrodynamic enhancement of phase change material melting in cylindrical

annuli under microgravity. Applied Thermal Engineering, 2022, 215, 119005.

[8] Jena S K, Yettella V K R, Sandeep C P R, et al. Three-dimensional Rayleigh–Bénard convection of molten

gallium in a rotating cuboid under the influence of a vertical magnetic field. International Journal of Heat

and Mass Transfer, 2014, 78, 341-353.

[9] Biwole P H, Groulx D, Souayfane F, et al. Influence of fin size and distribution on solid-liquid phase change

in a rectangular enclosure. International Journal of Thermal Sciences, 2018, 124, 433-446.

[10] S A, Sharma A, Kothadia H B. Performance analysis of PCM melting in a fin-assisted thermal energy

storage system – A numerical study. International Communications in Heat and Mass Transfer, 2023, 144,

106747.

[11] Ji C Z, Qin Z, Low Z H, et al. Non-uniform heat transfer suppression to enhance PCM melting by angled

fins. Applied Thermal Engineering, 2018, 129, 269-279.

[12] Wang Z L, Zhu M S, Zhang H, et al. Experimental and simulation study on the heat transfer mechanism

and heat storage performance of copper metal foam composite paraffin wax during melting process. Energy,

2023, 272, 127167.

[13] Kamkari B, Groulx D. Experimental investigation of melting behaviour of phase change material in finned

rectangular enclosures under different inclination angles. Experimental Thermal and Fluid Science, 2018,

97, 94-108.

[14] Han G S, Ding H S, Huang Y, et al. A comparative study on the performances of different shell-and-tube

type latent heat thermal energy storage units including the effects of natural convection. International

Communications in Heat and Mass Transfer, 2017, 88, 228-235.

[15] Seddegh S, Wang X L, et al. Comparison of heat transfer between cylindrical and conical vertical shell-

and-tube latent heat thermal energy storage systems. Applied Thermal Engineering, 2018, 130, 1349-1362.

[16] Akshayveer, Kumar A, Singh A P, et al. Effect of novel PCM encapsulation designs on electrical and

thermal performance of a hybrid photovoltaic solar panel. Solar Energy, 2020, 205, 320-333.

[17] Gau C, Viskanta R. Melting and solidification of a pure metal on a vertical wall. Journal of Heat Transfer,

1986, 108, 174-181.



基金项目：国家自然科学基金项目(21978171,51976126)

中国工程热物理学会 学科类别

学术会议论文 编号：233083

VT-RWCE 算法优化质量交换网络

熊思恒，崔国民*，肖媛

（上海理工大学能源与动力工程学院；上海市动力工程多相流动与传热重点实验室,上海 200093）

摘要：强制进化随机游走算法（RWCE）在优化质量交换网络时，个体间独立进化在一定程度上能够

避免算法早熟收敛，但也会造成种群中一些落后个体由于缺乏信息交流，长期处于劣势地位。鉴于此，

本文提出一种模拟病毒扩散的强制进化随机游走算法（VT-RWCE），将种群中的个体定义为四类，模

拟病毒传播的行为，通过变异操作进行解的邻域搜索。此外，通过感染机制实现个体间的信息交流，

促使落后个体实现强制更新。最后通过算例验证了算法的可行性与有效性。

关键词：质量交换网络；强制进化随机游走算法；启发式算法；优化

0 前言

质量交换网络[1]作为过程系统的重要环节，能够在保证经济性的前提下有效降低排

放流股的污染物浓度，实现清洁生产[2]。质量交换网络优化方法可分为分步优化[3]和同

步优化[4]方法。其中同步优化方法以同步综合优化模型[5]为基础，实现传质单元数量、

传质负荷与贫流股流量的同步优化，优化效果较好。

启发式算法受模型非凸、非线性影响较小，在可接受的时间内能够得到不错的结果，

因此被广泛应用于质量交换网络综合问题的求解。李绍军等[6]提出一种 Alopex—遗传算

法，对匹配顺序和传质量进行不同的交叉与变异操作，提升算法的结构变异能力。都健

等[7]以传质溶度差作为优化变量，并提出一种模拟退火遗传混合算法进行求解，提升优

化效率。谢会等[8]基于组分区间的无分流超结构模型，使用列队竞争算法进行求解，是

一种模拟生物进化的群体搜索算法。Tao 等[9]在粒子群算法的基础上提出了一种混合离

散粒子群算法，采用一种新的方式更新粒子速度，优化了算法性能。马秀宝等[10]使用强

制进化随机游走算法[11]优化质量交换网络，算法通过连续变量的随机进化同步影响整型

变量的优化，同时利用接受差解极值跳出局部极值。

RWCE 算法在优化质量交换网络时，种群内个体单独进化，，在一定程度上避免了

算法的早熟收敛，但也造成了种群内一些落后个体无法通过与优势个体进行信息交流更

新结构。本文提出一种借鉴病毒传播的 RWCE 算法（VT-RWCE），将个体结构定义为病

毒的 RNA，模仿病毒感染传播 RNA 的过程实现个体信息交流。通过质量交换网络算例

验证算法的可行性与有效性。

1 质量交换网络数学模型

1.1 有分流节点非结构模型

本文使用有分流节点非结构模型[12]优化质量交换网络。该模型基于非结构的思想，

尽可能简化结构模型参数，减少匹配限制，结构表达形式更加灵活，潜在的结构更多。

模型示意图如图 1 所示，富、贫流股分别用红色和蓝色线条表示，箭头代表流动方向，

富、贫节点使用空心圆圈表示。在结构参数中，ir(ir∈Nr)和 is(is∈Ns)分别表示富、贫流
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股编号，jr(jr∈Ndr)和 js(js∈Nds)分别表示富、贫流股主节点编号，kr(kr∈Nfr)和 ks(ks∈



Nfs)分别表示富、贫流股分支数编号。图中贫富流股的两个节点的连线代表形成了一个

质量交换器，初始状态下网络为空结构。

图 1 有分流节点非结构模型
Fig.1 Schematic of the Nodes-based Non-structural Model with streams split

1.2 目标函数

在节点非结构模型的基础上，质量交换网络以最小年综合费用（TAC）作为目标函

数，包含设备投资费用和贫流股操作费用，如式（1）所示：

     O N H
, , , ,

1 1 1 1 1 1 1

min TAC
Nfr NfrNs Nr Ndr Nr Ndr

is is ir jr kr ir jr kr
is ir jr kr ir jr kr

C L C N C H
      

       (1)

式中，第一项为贫流股的操作费用，Lis 为贫流股流量，Cis
O为贫流股的年费用；后

两项分别为板式塔与填料塔的投资费用，CN 为单位塔板的费用，CH 为单位等效塔板高

度的费用；Nir,jr,kr 为板式塔的塔板总数，Hir,jr,kr 为填料塔的填料高度。

本文采用 Shenoy 等提出的公式[13]计算质量交换器的塔板数，式中 n 取 1/3：
1
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式中，Δy 为传质单元富流股进出口浓度差；Δy*为贫流股出口与进口传质平衡浓度

差；Δyleft 与 Δyright 为传质单元左右两端传质驱动力。

对于填料塔，填料高度计算公式如下：
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式中，Mir,jr,kr为填料塔的传质负荷；Kya 为总体积传质系数；S 为贫富流股相互接触

的传质面积。

1.3 主要约束条件

1）流股质量守恒

 in out
, , , ,

=1 =1

N

R

frNdr

ir ir ir ir jr kr ir jr kr
jr kr

G rY G MY i N   (4)
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2）传质单元内部质量守恒

   in out out in
, , , , , , , , , , , ,ir jr kr ir jr kr ir jr kr is js ks is js ks is js ksG y y L x x   (6)

3) 分流比约束
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4) 质量交换器内的传质可行性约束

 in out
lef , , , , , , , , , 0t ir jr kr ir jr kr ir is is js ks ir isy y m x b     (9)

 out in
right, , , , , , , , , 0ir jr kr ir jr kr ir is is js ks ir isy y m x b     (10)

5) 贫流股流量约束
max0 is isL L  (11)

2 VT-RWCE 算法

RWCE 算法的种群内个体之间互相独立进化，互不干扰，这在一定程度上避免了传

统群智能算法的早熟收敛问题，但这种做法仍然存在一些问题：1 部分个体可能长期处

于劣势地位，无法对优化做出贡献，而且由于个体间缺乏信息交流，此类个体无法凭借

正常游走进化进行良好的自我更新，只能消耗计算资源；2 因为接受差解机制的存在，

一些个体搜寻到的优解可能被差解替代，可能导致错失一些潜在的更优解，如果能将这

些结构传给种群内的劣势个体，则可帮助劣势个体实现结构更新的同时实现优解的保护。

2.1 算法的参数定义

种群内个体可分为四类，健康个体，轻微个体，严重个体与关键个体。其中健康个

体不具备传染性，变异强度为 RH；轻微个体具有 M 的传染性，RM 的变异强度；严重

个体具有 S 的传染性，变异强度为 RS；关键个体是种群内 TAC 最低的个体，具有最强

的传染性 C,但是停止变异。

质量交换网络问题的一个解即为病毒的 RNA，如下所示：

ܺ௜= ௜ܯ]
஽భ,ܥ௜

஽మ,ܰ௜
஽య,ܮ௜

஽ర]

多维数组ܺ௜为一个解，i 是迭代次数，D 代表各变量的维度，M，C，N 和 L 分别代

表传质量多维数组，节点匹配关系多维数组，分流比和贫流股流量多维数组，这些多维

数组都是基于节点非结构模型所构建的，代表一个完整的质量网络结构。

2.2 算法步骤：

Step1 初始化：初始化阶段，种群内所有个体被初始化为健康个体，健康个体的病

毒 RNA 是在网络中随机产生ߛ ∙ ܰ௠ ௔௫个传质单元，其中ߛ为(0,1)的随机数，ܰ௠ ௔௫为初始

化最大传质单元数目。

Step2 选择：选择阶段，将个体按 TAC 由低到高进行排序，选择 TAC 最低的个体

作为关键个体，如果关键个体被替换，则原关键个体降级为严重个体。

Step3 恢复：恢复阶段，若种群中所有个体都为患病个体，对种群中的所有患病个

体进行降级处理：即轻微个体降级为健康个体，严重个体降级为轻微个体，关键个体不

降级。
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图 2 选择操作流程图
Fig.2 Selective operation flow chart

开始

全部个体
都被感染 个体降级 结束

图 3 恢复操作流程图
Fig.3 Recovery operation flow chart

Step4 感染:感染阶段是实现优解保护和劣势个体更新的关键阶段。在此阶段，感染

个体可以通过感染健康个体将自身的 RNA 进行复制传递。首先将种群分为感染群与健

康群，感染群体按照 TAC 由低到高进行排序，健康群体由高到低进行排序。然后每一个

感染个体在每次迭代中最大接触 Hmax 个健康个体。健康个体被感染个体接触后有概率

被感染，概率由如下的转换矩阵决定：

௧ܲ௥௔௡௦ = ቎
ுܲ→ௌ
஼

ுܲ→ெ
஼

ுܲ→ு
஼

ுܲ→ௌ
ௌ

ுܲ→ெ
ௌ

ுܲ→ு
ௌ

ுܲ→ௌ
ெ

ுܲ→ெ
ெ

ுܲ→ு
ெ

቏

其中， ுܲ→ௌ
஼ 代表的即使被关键个体接触后，健康个体被感染为严重个体的概率，

ுܲ→ு
஼ 代表被关键个体接触后不被感染的概率。每一行的三个事件为互斥事件，即三者概

率之和为 1，特别的被轻微个体接触后不能转变为严重个体，故 ுܲ→ௌ
ெ = 0.

为了保证种群的结构多样性，被感染后的健康个体应遵守如下规则：

（1） 被关键个体感染的健康个体，直接复制关键个体的 RNA，以实现最优解的

保护；

（2） 被其余个体感染的健康个体可能出现如下三类情况：①直接复制传染个体

的 RNA 部分复制传染个体的 RNA;②在复制过程中可能概率丢失几个传质

单元;③保留健康个体的 RNA，但是成为患病个体，具有传染性以及相应的

变异强度。

Step5 变异:变异阶段，设置变异周期 ITT，主要步骤是 RWCE 算法中的个体随机

游走，单元生成以及接受差解，而不同个体的变异强度由不同的算法参数确定：

ܺ = [ܺ1,ܺ2,ܺ3,ܺ4,ܺ5,ܺ6]

其中 X 是变异操作中的六个关键算法参数：进化概率，传质量进化概率，最大游走



步长，生成概率，最大生成传质量，接受差解概率。不同变异强度选取不同的算法参数。

健康个体采取较小参数，轻微个体与严重个体的算法参数则适当选取更大的。关键个体

不参与变异。

在变异阶段，如果出现比关键个体更优的个体结构，则会保留其结构，在变异阶段

结束后，将该结构传给对应个体，然后算法流程到选择阶段，进行关键个体的选择。

整个算法流程如下：（初始化-选择-恢复-感染-变异）

开始

初始化

选择

恢复

感染

变异

结束

终止

图 4 VT-RWCE 算法流程图
Fig.4 Flowchart of the VT-RWCE algorithm

3 算例分析

R2S2 算例最早由 El-Halwagi 等[1]提出，包含两条富流股与两条贫流股，目的为了

去除焦炉气尾气中的 H2S 和 CO2，过程贫流股 S1 为稀氨水，外部贫流股 S2 为甲醇。完

整的流股数据见表 1，此算例的质量交换器为板式塔，单块塔板的费用 4,552 $·tray-1·a-

1，年操作时间 8150 h·a-1。
表 1 算例 1 的流股数据

Table 1 Stream data of case 1

流股
最大流量

/(kg·s-1)

入口溶度

/(kg·kg-1)

目标溶度

/(kg·kg-1)
m b

CO

/($·kg-1·a-1)

R1 0.9 0.07 0.0003

R2 0.1 0.051 0.0001

S1 2.3 0.0006 0.031 1.45 0 117,360

S2 ∞ 0.0002 0.0035 0.26 0 176,040

在针对 R2S2 的算例优化研究中，Chen 和 Hung[5]基于分级超结构模型求得最优费

用为 429,700 $·a-1，结构中含有 4 个质量交换器，S1 与 S2 上各有一组分流。近年，候

创等[14]将取整函数应用于目标函数中，得到优化结果为 411,166 $·a-1，但结构与 Chen 的



一致，只是连续变量有所优化。目前文献最优结果是 Zhou[9]优化得到的年综合费用为

410,476 $·a-1 的结果,结构中含有 4 个传质单元，但相比于 Chen 和候创等人的结构，S2
上的两个质量交换器为串联，即 S2 没有分流，这减小了外部贫流股 S2 的流量并得到了

更优的传质负荷分配，从而获得了更低的年综合费用。本文的 VT-RWCE 算法得到优化

结果为 406,761$·a-1，结构如图 5所示，含有 6 个传质单元与目前文献优化结果都不相同

且费用更低，表明算法良好的全局搜索能力与结构变异能力。

图 5 VT-RWCE 算法优化结果，TAC=406,761 $·a-1

Fig.5 VT-RWCE algorithm optimization results, TAC=406,761 $·a-1

表 2 算例的结果对比
Table 2 Stream data of case

文献 方法 单元数 分流：富/贫 TAC/($·a-1)

Azeez[14] SBS-GMAS 5 0/2 469,968

Chen[5] SWS-GMAS 4 0/2 429,700

Tao[9] PSO 4 0/2 413,200

候创[15] LINGO 4 0/2 411,166

Zhou[9] NNM-RWCE 4 0/1 410,476

Fig.2 VT-RWCE 6 0/1 406,761

4 结 论

本文提出了一种借鉴病毒传播的强制进化随机游走算法（VT-RWCE），将种群内给

体分为四类，模拟病毒的传播过程并使用强制进化随机游走算法完成结构的进化，感染

过程作为结构的传递，促使种群内的落后个体转变为最优个体。此外，在感染过程中，

设立了突变机制，即结构的传递不是全部复制，而是有概率的会丢失某些单元，保证了

不会出现所有个体结构相同的情况。最后通过一个算例验证，相比目前文献最优所得结

果下降了 3,715$·a-1，表明了算法的可行性与有效性。
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摘要：高温气冷堆主换热器（蒸汽发生器和中间换热器）传热管是工作温度最高的一回路冷却剂压力边界，

其温度已接近高温合金的使用极限。管束内部温度均匀性对其设计及安全可靠运行具有重要影响。蒸汽发

生器和中间换热器的螺旋管束对温度标量的混合效应会帮助展平温度不均匀性，标量混合系数是准确分析

和预测管束内部温度不均匀性的前提。在冷态风洞中，使用 CO2 浓度标量混合扩散代替温度标量混合扩散，

测量了不同雷诺数下横掠直管束和倾斜交叉管束流动的标量混合过程。然后基于多孔介质假设，通过高斯

拟合方法获得了描述管束多孔介质标量扩散的宏观 Pe 数。结果发现，在实验雷诺数范围内，Pe 数对雷诺

数变化不敏感。在相同雷诺数下，交叉倾斜管束相比直管束具有更小的 Pe 数，即更好的混合效果。实验测

量得到的 Pe 数将应用于中间换热器多孔介质热工水力程序，从而使其能够准确预测温度分布并研究温度均

匀性影响因素。

关键词：二氧化碳，标量混合，横掠管束，多孔介质

0 前言

高温气冷堆具有固有安全性和能够提供高温工艺热等优点。在高温气冷堆的热量输运和

传递路径中，主换热器（中间换热器或蒸汽发生器）传热管是所有一回路冷却剂压力边界中

承受温度最高的金属部件。与航空发动机叶片和涡轮盘等小尺寸、短时（几千小时）、可更

换的高温部件不同，高温气冷堆主热交换器的高温部件具有尺寸大、设计寿命长（30 万小

时）、不可更换等特点。长时高温会使材料的蠕变断裂应力大大降低、蠕变变形量大大增加。

即便采用耐高温合金（如 Inconel 6617 合金、GH3128 合金和 Hasteloy X 合金等），也会导

致其高温许用应力仅为个位数（例如 950℃时），仅为常温的十分之一甚至二十分之一。如

果管束内部出现过大的温度不均匀性，当一二次侧平均温度达到设计值时，传热管最高工作

温度必然会超过设计值。另外，过大的温度不均匀性还会导致管束汇集联箱或者管板出现非

常大的热应力，最终会导致大体积金属部件出现热疲劳损坏。因此高温气冷堆蒸汽发生器及

中间换热器螺旋管束内部需要保证合理的温度均匀性。螺旋管束的热混合效应可以帮助展平

温度不均匀性，热混合系数是蒸汽发生器及中间换热器多孔介质分析程序的重要输入参数。

因此需要针对横掠管束流动的热混合效应进行研究。

对于工业大体积且结构复杂的换热设备（如高温气冷堆中间换热器以及蒸汽发生器），

目前仍难以直接采用 N-S 方程或雷诺平均 N-S 方程全部模拟其内部对流换热温度场，使用

多孔介质简化的模拟仍是目前最为方便有效的方法。Fallows 等人[1]基于多孔介质模型针对

英国先进气冷堆（Advanced Gas-cooled Reactor, AGR）开发了一个计算蒸汽发生器传热管束

内温度不均匀性的程序。通过程序计算结果调整了 AGR 蒸汽发生器二次侧给水的质量流量

分配，降低了蒸汽发生器内部温度不均匀性，提高了反应堆功率。Olson 等人[2]基于多孔介

质假设编写了高温气冷堆螺旋管式直流蒸汽发生器壳侧二维、管侧一维的多孔介质分析程
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国家自然科学基金(51906068)



序，分析研究了高温气冷堆蒸汽发生器的温度敏感性。从横掠管束多孔介质能量控制方程分

析可知，Peclet 数（Pe）可以描述管束区域的宏观温度混合效应，如方程(1)所示。
2 2

2 2( )T T T Tu v a
x y x y

   
  

   
(1)

式中 u 和 v 分别是多孔介质平均速度的流向（x）和横向（y）分量，a = λeff / ρcp 为有效热扩

散系数，其中 λeff 为有效导热系数，ρ 是多孔介质平均密度，cp是定压比热。Pe = uD/a，因

此 Pe 数可以描述宏观混合效应。

Liu 和 Masliyah[3]以及 Taylor[4]研究发现在多孔介质中热量有以下六种输运方式，

(1).通过固相（此时把固相看作连续介质）的导热；

(2).通过液相或气相（此时把液相或气相看作连续介质）分子扩散输运的热量；

(3).通过液相或气相对流输运的热量；

(4).通过液相或气相热弥散输运的热量；

(5).从固相传递到液相或气相的热量；

(6).由于热辐射造成相邻固体间的热量传递（该过程仅当流体为气体时发生）。

在流体横掠管束过程中，会在传热管后形成随时间不断摆动的涡，Gao 等人[5]在文中提

到尾迹摆动会对热混合效应造成巨大影响。因此，等效导热系数 λeff主要包括分子扩散系数，

λm，湍流扩散等效导热系数，λturb ，热弥散等效导热系数，λdisp。其中热弥散包含多孔介质中

的流道迂曲度效应以及管束中的尾迹摆动、流束的分离与合并等效应。对于横掠管束流动的

温度混合效应，起最主要作用的是热弥散作用。

目前有两种针对横掠管束流动获得宏观 Pe 数的方法。其一是 Fallows 等[1]提出的差分

法，即采用测量数据直接对温度的二阶导数进行中心差分离散计算得到 Pe 数，具体计算方

法如下式所示。
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Jones 等人[6]通过实验方法研究了气体横掠管束时的温度混合效应，并使用差分法计算

得到了顺排光滑管束、顺排翅片管束、叉排光滑管束和叉排翅片管束的 Pe 数。其在文中提

到因为实验是点测量，差分法很难精确计算温度的二阶导数，精度有限（误差在 38%）。

另一种方法是 Li 等人[7]提出的高斯拟合法。在流动入口处设置高斯分布边界条件，可

得到多孔介质假设下经简化的二维对流扩散标量方程的解析解，得到标量分布的函数表达式

（其中含有 Pe 数）。采用标量分布函数形式对测量结果进行拟合，对比解析解和拟合曲线

指数项即可得到 Pe 数。Li 通过数值计算并应用高斯拟合方法分析了高温气冷堆蒸汽发生器

横掠管束流动的温度混合效应，并与前人研究结果对比验证了方法的准确性。高斯拟合方法

的具体内容将在 1.2.2 小节介绍。

前人对于横掠管束流动状态对管束热混合效应也进行了研究，但总体来说分散度较大，

研究结果不统一。Achenbach[8]通过实验方法研究顺排管束，得到 Pe 数随雷诺数不变化为

常数的结论。Gulich[9]研究了顺排管束流动以及 Efferding 等人[10]研究了顺排和叉排管束流

动，认为 Pe 数随 Re 增大会有显著下降；Li 等人针对顺排和错排管束进行研究，认为 Pe 随
Re 略有下降，但下降幅度很小，且 Pe 数在 10 附近，这与和 Marshak 等人[11]和 Gao 等人

[5]的结论一致。

由此可见，目前关于横掠管束流动的温度混合效应研究并不充分，并且对于不同管束排

布方式的研究还有待补充。基于以上研究现状，本文提出以 CO2 浓度测量代替温度测量的

实验方法，研究不同雷诺数时两种管束排布方式的标量混合效应，得到 Pe 数并与前人的结



果进行对比。实验测量得到的 Pe 数将应用于中间换热器多孔介质热工水力程序（将基于蒸

汽发生器器多孔介质程序改编[2]），从而使其能够准确预测温度分布并研究温度均匀性。

1 实验方法

1.1 实验设备

图 1(a)为实验所用的风洞系统示意图，图 1(b)至(d)分别展示直管束和交叉管束两种排布

方式的实验件俯视图和主视图。风洞为开式，其主要结构由收缩段、稳定段、实验段、扩散

段以及风机组成。皮托管固定于实验段前部，用于实时测量风洞入口处的风速。通过变频器

调整风机频率改变风速，以实现不同雷诺数测量。实验截面为 480mm× 480mm。关于风洞

实验系统的更多介绍可参见文献[12]和[13]。本次实验共有两个实验件，一个为正方形排列

的直管束，其内部为流向 25 排横向 8 列管束，管间距为 60mm，管直径为 38mm，间径比为

1.58，其主视图和俯视图分别如图 1(b)和(c)所示；另一个为交叉管束，其内部为流向 20 排

横向 8 列管束，其管间距和管直径与直管束一样，但相邻两列分别向前后倾斜 21° ，模拟

相邻层反向缠绕的螺旋管束，其主视图和俯视图分别如图 1(d)和(e)所示。为了便于说明，我

们设定坐标如图 1(f)所示，x 方向表示流动方向，y 方向表示同时垂直于流动方向和高度方

向的纵深方向，z 方向表示实验件的高度方向。其中 y = 0 位于流道 0 中心处，z = 0 位于实

验件底部，又因为实验截面为480mm× 480mm，即 y方向坐标下限为-240mm，上限为240mm，

z 方向坐标下限为 0mm，上限为 480mm。
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图 1 实验台和实验件示意图 (a)风洞实验台 (b)直管束实验件俯视图（P/D = 1.58） (c)直管束

实验件主视图 (d)交叉管束实验件俯视图（倾斜角度 α = 21°） (e)交叉管束实验件主视图 (f)实
验台坐标系[12]

由于温度和浓度均为被动标量，本文实验中通过测量 CO2 浓度分布代替温度分布以获

得横掠管束湍流流动标量混合系数。实验中首先检验了释放件释放的 CO2 沿 z 方向均匀性，

结果如图 2 所示，结果表明释放件释放的 CO2 在 z 方向上的分布均匀性较好。实验时将释

放件[14]放在如图 1(c)所示位置（y = 0）。释放口朝向风洞入口，如图 1(c)所示。

图 2 沿高度方向 CO2 释放均匀性

实验中，采用 Testo 570 分析仪测量管束间二氧化碳浓度在 y 方向的分布，测量点位于

图 1(b)中红点所示位置（测量点均位于 z = 240mm 的平面）。直管束测量点在 5、10 排管

后，交叉管束测量点在 5、9 排管后。每排测量 9 个点，分别位于流道-4 至流道 4 中心处。



采样频率为 1/3Hz，采样时间为 2min。分析仪吸入流量为 1L/min，被吸入的气体经由分析

仪检测 CO2 浓度。测量前分析仪需要调零，具体方法是设备在初始化时吸气口接含 CO2 吸

收剂（生石灰）的管段，以获得测量零点。

1.2 数据处理方法

1.2.1 管束 Re 数定义

实验需要研究不同 Re 下的混合效应，而横掠管束流动 Re 定义如下：

, Re = gapin
gap
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

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式中 uin为实验段入口风速，ugap 为管间速度，其中 D 是管的外径，P 是管束间距。

1.2.2 管束 Pe 数及其获取方法

Pe 数用于描述多孔介质标量混合效应，其由经简化的二维对流扩散标量方程得到。将

流体横掠管束的流动简化为流体流过多孔介质的流动。假设管束是二维的，二维对流扩散能

量方程可以描述热混合过程，假设温度沿 y 方向分布服从高斯分布。因为横向温度二阶梯度
2 2/T y  远小于流向温度二阶梯度 2 2/T x  ，y 方向平均速度 v 等于 0。由(1)式可得，二维

对流扩散标量方程可简化为以下形式：
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式中 K 的定义是 K = a/u = D/Pe。Pe = uD/a，代表流动的对流能力与扩散能力的相对大小，

因此 K 也是表征混合能力的参量。由此可知管束温度混合效应越小，等效导热系数越小，Pe
越大；反之亦然。

采用具有高斯分布的入口温度边界条件，方程以及求解条件如下所示：
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运用分离变量法进一步得到带有待定系数的温度表达式，如下所示。
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进一步求解得到二维对流扩散能量方程解，如下所示。
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本文中采用的拟合曲线表达式如下所示。
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对比以上两者可得解的指数分母项应该与拟合表达式的指数分母项一致，如下所示。其

中Δ是初始高斯分布的半高宽，x 是目标处截面和初始高斯分布的截面位置之间的 x 方向距

离。由此可以得到参数 K 值，进而得到 Pe 数。
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同时对比两者系数项也可以获得参数 K，不同于指数分母项，系数项需要初始分布中的

系数项 B，即初始高斯分布幅值。但对于目标处也只需要高斯分布的峰值和边界值即可得到

拟合处的幅值 A0。具体表达式如下所示：
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具体实验中以第 5 排 CO2浓度为初始高斯分布，而第 10 排 CO2 浓度（交叉管束为第 9
排）为目标高斯分布。

1.3 数据处理方法的验证

上文提到两种获得 Pe 数的方法，以交叉管束数据为例分别用两种方法多次得到 Pe 数

如图 3 所示。此可证明两种方法得到的 Pe 数相对误差在 10%以内，两种方法均可获得准确

的 Pe 数。

图 3 两种方法获得 Pe 数对比（P/D=1.58 的交叉管）

2 结果与讨论

图 4 是当 Re = 10285 和 18000 时，P/D=1.58 直管束管后的经过时间平均的二氧化碳浓

度以及拟合得到的高斯分布曲线，10 排管后峰值浓度降低，由此可知初始分布的峰值由于

流动的混合效应而得到不同程度的展平。图 5 为 Re = 10285 和 18000 时，P/D=1.58 倾斜管

束管后经过时间平均的二氧化碳浓度以及拟合得到的高斯分布曲线。



(b)(a)

图 4 P/D=1.58 的直管束管后位置 CO2 浓度分布

(a) Re = 10285 (b) Re = 18000
(b)(a)

图 5 P/D=1.58 的 21° 倾斜交叉管束管后位置 CO2 浓度分布

(a) Re = 10285 (b) Re = 18000
图 6 为相同间径比（P/D= 1.58）下通过系数项对比得到的在不同 Re 数下（Re = 5491、

10285、18000）的两种不同管束的 Pe 数，由此可见 Re 数变化时 Pe 数基本不变，即混合效

果与速度基本无关。这是因为管后尾迹摆动是混合效应的主要组成部分，在涉及到的 Re 范
围内横掠管束尾迹流动结构不变。此外，直管束的 Pe 数为 24，约为 2 倍交叉管束的 Pe 数，

说明交叉管束的混合效应明显好于直管束。这是由于交叉管束使内部流动通道更加曲折，致

使流体的宏观混合效果更好。

图 6 两种管束排布方式的 Pe 数随 Re 数变化

图 7 为本文以及之前各学者通过数值模拟或者实验得到的横掠管束流动混合 Pe 数的对

比图。从图中可以看出，在 Re=5000~150000 范围内，横掠管束流动 Pe 的范围大致在 1~30。



图 7 各学者得到的 Pe 数对比

3 结论

将标量在管束内的扩散过程进行简化，求解得到了具有高斯型分布的浓度在管束内沿流

向扩散过程的解析解，在此基础上提出了准确获取标量混合系数（Pe 数）的两种方法。然后

利用湍流对标量输运的一致性，在冷态直流风洞中采用 CO2 浓度扩散代替温度扩散过程，

实现了标量混合系数的测量。得到的结论主要包括：

1. 根据简化的二维对流扩散方程的解析解，提出以拟合高斯型曲线系数项获取 Pe 数的

方法，并将结果与指数项方法对比，验证了其正确性。

2. 在冷态风洞实验台上，测量了 CO2 浓度沿流向的扩散过程，拟合得到了横掠管束湍

流流动扩散的标量混合系数，可用于多孔介质程序能量方程中的温度混合系数。

3. 对于 P/D = 1.58 的直管束与 21° 倾斜交叉管束，直管束的混合效应明显低于交叉管

束，直管束的 Pe 数约为交叉管束 Pe 数的 2 倍。

4. 在 Re = 5000~20000 范围内，P/D = 1.58 的倾斜交叉管束和直管束的混合 Pe 数数值

基本不随雷诺数变化。
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摘要：传统上，换热网络的设计主要是以经济性作为驱动目标，但可靠性作为换热网络中的一个性能参数，

也是十分重要的。本文基于节点非结构模型建立了一种换热网络经济性和可靠性综合优化方法，首先提出

了非结构化网络的可靠性识别方法；在此基础上通过约束处理和罚函数法将多目标优化问题转化为单目标

优化问题；进而采用强制进化随机游走算法实现了经济性和可靠性的综合优化。通过 9SP 算例的验证，得

到年度综合费用为 2,894,052 USD· a-1 时，换热网络可靠性为 0.75；年度综合费用为 2,924,858 USD· a-1 时，

可靠性为 0.83，为最优换热网络的经济性和可靠性匹配，证明了经济性和可靠性同步综合优化方法的有效

性。
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0 前言

换热器网络是过程系统工程中的一个重要研究领域。钱学森教授明确指出，“在研究一

个大而复杂的系统(不论是技术领域或经济领域)时就不能不考虑它的可靠性。不仅是其各个

组成部分的可靠性，更要研究它们组成的整个系统的可靠性”。因此，协调经济性和可靠性

的换热网络结构分析，具有十分重要的意义。

随着国家经济的不断发展，环境污染日益加重，经济性不再成为唯一优化的目标，可靠

性等因素被考虑，从而将单目标优化问题转化为多目标优化问题。近些年来，很多专家和学

者也对此做出了研究。Rad 等[1]采用状态空间方法，并将生产成本与效用可靠性(提高系统的

修理率或降低系统的故障率)相结合；Yi 等[2]提出了一种全新的方法，通过识别依赖于 HEs
连接类型的不相关子网络，使用数学表达式来估计 HEN 的系统可靠性，对于不满足约束条

件的换热网络，采用网络解耦的方式提高系统的可靠性。相较于仅优化经济性的单目标优化

问题，多目标优化问题中各个目标函数之间的权重是一个有待解决的难点问题，即无法在保

证经济性最优的条件下，得到具有较好的可靠性的换热网络结构。传统的多目标优化算法有

加权求和法、ε-约束法。加权求和法就是给每个目标函数分配一个权重因子，加和，其中各

权重因子加和为 1，缺点是权重的选择较为困难；ε-约束法是选取多个目标函数中的一个为

目标函数，其余作为约束条件，从而可以将多目标优化问题转换为单目标优化问题。无论是

加权求和法，还是 ε-约束法，均受人主观意识的影响较大，无法与实际情况紧密联系。

本文针对以上多目标优化问题中的权重难以平衡的问题，建立了基于多目标优化的节点

非结构模型（NNM），给出了基于该模型的可靠性识别方法，对经济性和可靠性进行了同步

综合优化，避免了对经济性和可靠性权重的选择，得到经济性和可靠性最佳的换热网络匹配。

1 基于节点非结构（NNM）的换热网络的经济性模型

1.1 问题描述

节点非结构模型[2]是以节点形式完成换热单元之间的匹配等功能。以 2 条热流股(ܰு =

2)、4 条冷流股(ܰ஼ = 4)为例，如图 1 所示。其中，冷热流股上的节点数ܰீ஽ு = 6，ܰ ீ஽஼ = 6。



所以换热网络中的热流股上的总节点数为 ுܲ ൌ ܰீ஽ு ு，冷流股上的总节点数为ܰכ ஼ܲ =

ܰீ஽஼ 。஼。冷流股和热流股的末尾处节点代表冷热公用工程ܰכ

针对节点非结构模型的换热网络进行可靠性的分析，换热网络的已知初始数据为：冷热

流股主节点数ܰ஼、ܰு，冷热流股的进出口温度 ௜ܶ௡、 ௢ܶ௨௧，热容流率 F，传热系数 h 以及冷热

公用工程的温度 ஼ܶ௎、 ுܶ௎。换热网络的优化变量为：流股匹配关系、热交换器的热负荷以及

孤立换热器的个数。

图 1 节点非结构模型

Fig.1 Node non-structural model

图 2 节点非结构模型（垂直处理）

Fig.2 Node non-structural model (vertical processing)

1.2 数学模型

本文建立的模型中包含两个目标函数：以 TAC 形式表示的经济性目标函数和以 R 形式

表示的可靠性目标函数。

1.2.1 经济性

以最小年度综合费用（TAC）衡量换热网络的经济性，费用组成主要包括三个部分：固

定投资费用、公用工程费用、换热器费用。数学表达式如式(1)所示：
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ǡ݆݅——热、冷流体编号

ܷܵ ுܯ ǡܵ ஼——每股热、冷流体上的节点总数ܯܷ

ுǡ௜ǡܰܯܷܰ ௖ǡ௝——每股热、冷流体上的节点编号ܯܷ

ிூ௑——换热单元固定投资费用ܨ

௜ǡே௎ெܧ ಹ ǡ೔
ு௎ǡ௝——判断换热单元、冷热公用工程存在与否的ܧ、஼௎ǡ௜ܧ、 0-1 变量

஺——换热单元面积费用系数ܥ

换热单元面积费用系数——ߚ



௜,ே௎ெܣ ಹ ,೔
——换热单元的换热面积

஼௎ܣ ,௜,ܣு௎ ,௝——冷、热公用工程换热面积

஼௎ܥ ு௎——冷、热公用工程运行费用系数ܥ,

ܳ஼௎ ,௜,ܳு௎ ,௝——冷、热公用工程换热量

换热单元的面积ܣ௜、ܣ஼௎௜以及ܣு௎ ,௜的计算公式如式(2)-(4)所示：

௜,ே௎ெܣ ಹ ,೔
=

ܳ௜,ே௎ெ ಹ ,೔

ܷ௜,௝∗ ܮܶ ܯ ௜,ே௎ெܦ ಹ ,೔

(2)

஼௎ܣ ,௜=
ܳ஼௎ ,௜

ܷ஼௎ ,௜∗ ஼௎,௜ܦܶܯܮ

(3)

ு௎ܣ ,௝ =
ܳு௎ ,௝

ܷு௎,௝ ∗ ு௎ܦܶܯܮ ,௝

(4)

ܳ௜,ே௎ெ ಹ ,೔
、ܳ஼௎ ,௜、ܳு௎ ,௝——换热器以及冷热公用工程的换热量

ܷ௜,௝、ܷ஼௎ ,௜、ܷு௎ ,௝——换热网络中的换热器、冷公用工程、热公用工程的传热系数

ܮܶ ܯ ௜,ே௎ெܦ ಹ ,೔
ܮܶ、 ܯ ஼௎ܦ ,௜、ܶܮ ܯ ு௎ܦ ,௝——换热网络中的换热器、冷公用工程、热公用工

程的对数平均温差

其中，对数平均温差的计算公式如式(5)-(7)所示：
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௜ܶ௡,ு

௜,ே௎ெ ಹ ,೔、 ௢ܶ௨௧,ு

௜,ே௎ெ ಹ ,೔——第 i 股热流体上的ܷܰܯு ,௜个节点处进出口温度；

௜ܶ௡,஼

௅೔,ே௎ெ ಹ ,೔、ܶ௢௨௧,஼

௅೔,ே௎ெ ಹ ,೔——第 i 股热流体上的第ܷܰܯு ,௜个节点所连接的冷节点的进出口温

度；

௢ܶ௨௧,ு
௜,௟௔௦௧_ு——第 i 股热流体上的最后一个节点处的进出口温度；

௢ܶ௨௧,஼௎——热流股上的冷公用工程的出口温度；

௢ܶ௨௧,஼
௝,ଵ

——第 j 股冷流体上的第一个节点处的进出口温度；

௜ܶ௡,ு௎——冷流股上的热公用工程的进口温度；

另 外 ， 当 ௜ܶ௡,ு
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时，对数平均温差的计算公式如下（8）-（10）式所示：

ܮܶ ܯ ௜,ே௎ெܦ ಹ ,೔
= ௜ܶ௡,ு

௜,ே௎ெ ಹ ,೔− ௢ܶ௨௧,஼

௅೔,ே௎ெ ಹ ,೔ (8)

ܮܶ ܯ ஼௎ܦ ,௜= ௢ܶ௨௧,ு
௜,௟௔௦௧ಹ − ௢ܶ௨௧,஼௎ (9)

ܮܶ ܯ ு௎ܦ ,௝ = ௜ܶ௡,ு௎ − ௢ܶ௨௧
௝ (10)

1.2.2 经济性约束

(1) 热平衡约束

热平衡条件是指每个换热匹配要满足的平衡条件以及每股流体要满足的平衡条件。换热

匹配间的热平衡条件如式(11)、式(12)所示：
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每股流体上的公用工程均要满足下面的热平衡条件,如式(13)、式(14)所示：

ܳ஼௎ǡ௜ൌ ൫ܶ ௢௨௧ǡு
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൯ܥܨכ௣௝ (14)

因此，每股流体必须满足以下的热平衡条件，如式(15)、式(16)所示：
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(16)

(2) 温度可行性约束

对于温度可行性的约束，热流股的出口温度大于目标温度，冷流股上的出口温度小于目

标温度。因此，温度可行性约束条件的表达式如式(17)、式(18)所示：

௢ܶ௨௧
௜ ൑ ௢ܶ௨௧ǡு

௜ǡ௟௔௦௧ಹ (17)

௝ܶ
௢௨௧൒ ௢ܶ௨௧ǡ஼

௝ǡଵ (18)

(3) 最小温差的约束

对于最小平均温差的约束，主要是为了保证对数平均温差以及算术平均温差的非负性，

最小温差的约束主要包括：热流股的进口温度大于热流股的出口温度等约束条件。

2 换热网络可靠性以及识别方法

对于换热网络的可靠性计算流程，主要基于强制进化随机游走算法（RWCE）[4]进行计

算。对于算法的计算流程，主要包括初始化、进化、选择、变异等步骤。

换热网络的系统可靠性可以对单个单元或者整个系统进行测量。对于可靠性的评估指标，

主要是搜索换热网络中的不相关子系统，即孤立系统。选取初始换热网络的可靠性为 0.98，
基于此，对换热网络的可靠性评估，公式如式(19)所示：

ܴ ൌ ͲǤͻͺ ே௎ெ ಶ೉ିே௎ெ ಸಽ (19)

ܰ；ா௑是指换热网络中所有换热器的个数ܯܷܰ 。௅是指换热网络中孤立的换热器个数ீܯܷ

图 3 可靠性流程图

Fig.3 Reliability flowchart

其中，ܷܰܯሺܫሻ是第 I 条热流股上的节点数目，ܷܰܯ ሺܥܫሻ是第 IC 条冷流股上的节点数；

௅是换网络中热流股的编号；Jீܯܷܰ 是指换热网络中热流股上的主节点的编号（由于流股上



的节点数个数为 5，所以当 J=5 时表明第 I 条热流股遍历结束）。

对于可靠性的计算过程，最主要是对孤立换热器的个数进行识别。因为孤立换热器与其

它换热器之间并不存在耦合关系，因此在计算可靠性时，对孤立的换热器采用消除机制。首

先遍历换热网络热流股上的数目，对于节点数目为 1 的热流股，记作数组 1；当节点数目不

为 1 时，记作数组 0；对于数组为 1 的热流股，识别其节点所连接的冷流股的节点数，当冷

流股上仅有一个节点时，说明该换热器是一个孤立换热器。换热网络可靠性的具体实现流程

如图 3 所示。

为了进一步清楚地说明换热网络的可靠性计算过程，对图 2 所示的经过垂直处理的 6SP
换热网络的结构图进行可靠性计算。首先遍历第一条热流股上的节点数，发现第一条热流股

上有 3 个换热量大于 0 的节点，此时对孤立换热器的个数情况不做处理；紧接着遍历第二条

热流股上的节点数，发现第二条热流股上换热量大于 0 的节点数为 3。此时热流股上的节点

数已经搜索结束，换热器的个数为 6，根据可靠性的计算公式，可靠性为0.98଺。

3 经济性和可靠性的相互影响分析

为了更好地耦合经济性和可靠性之间的关系，并不只是单纯地追求经济性的提升，因而

对换热网络的可靠性和经济性随着迭代步数的变化进行分析，如图 4 和图 5 所示是在个体

数为 1 的情况下，对 9SP 和 15SP 算例进行了5 × 10଻次迭代得到的经济性和可靠性随着迭

代步数变化的趋势图，为后续进行换热网络可靠性的计算提供理论支撑。

由图 4 和图 5 可知，在迭代的前期，随着迭代步数的增加，费用迅速下降，而可靠性却

呈现出上下浮动的状态，但是总体来看还是位于上升的状态；在迭代后期，随着迭代步数的

增加，费用和可靠性均逐渐趋于稳定。经过分析，基于节点非结构模型的换热网络具有较好

的可靠性主要是因为在前期换热网络之间存在较少的匹配关系，换热器结构较少。因而，在

迭代前期，存在一个费用较优，可靠性较好的状态，此时就是经济性和可靠性最好的耦合状

态。经过比较两个算例的可靠性，15SP 的算例相较于 9SP 的算例在后期具有较好的可靠性，

主要是由于 15SP 存在较多的流股数，后期匹配的可能性较大，结构变化幅度不大，算法中

的一系列机制对其影响较小。

图 4 可靠性和经济性随步长变化曲线图(9SP)
Fig.4 Reliability and economy with step size (9SP)
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图 5 可靠性和经济性随步长变化曲线图(15SP)
Fig.5 Reliability and economy as a function of step size (15SP)

图 6 换热网络结构图(9SP 算例，R 为 0.83)

Fig.6 Heat exchange network structure diagram (9SP study, R is 0.83)

如图 6 所示为个体数为 1 时的 9SP 算例的换热网络结构图。经过可靠性流程的计算，

得到上述换热网络的可靠性为 0.83。为了证明可靠性计算流程的准确性，利用文献[5]中的方

法对可靠性进行校核计算，过程如表 1 所示。

表 1 换热网络转化为矩阵图

Tab.1 Conversion of heat exchange network into matrix diagram

H1 H2 H3 H4 C1 C2 C3 C4 C5

E1 1 0 0 0 1 0 0 0 0

E2 0 1 0 0 0 0 0 0 1

E3 0 0 1 0 0 0 0 1 0

E4 0 0 1 0 0 1 0 0 0

E5 0 0 0 1 0 0 1 0 0

E6 1 0 0 0 1 0 0 0 0

E7 1 0 0 0 0 0 0 1 0

E8 0 0 0 1 0 0 0 1 0

E9 1 0 0 0 0 0 0 1 0

E10 0 0 0 1 0 1 0 0 0

经过对文献[4]中可靠性方法的参考，在 9SP 算例中进行可靠性方法的检测，第一轮搜

索结束后，得到 E1 和 E6 之间存在耦合关系，记作数[1,6,7,8,10];第二轮搜索后，得到 E3、
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E7 和 E9 之间存在耦合关系，记作数组[3,7,9]；第三轮搜索后，得到 E4 和 E10 之间存在耦

合关系，记作数组[4,10]；最后一轮搜索，得到 E5、E8 和 E10 之间存在耦合关系，记作数

组[5,8,10]。
上述四个数组之间求交集后，可以得到[1,3,4,5,6,7,8,9,10]，以得到换热器的可靠性计算

结果为0.98ଽ=0.83，满足可靠性的约束条件，与上述得到的可靠性结果一致，证明了上述可

靠性计算方法的有效性，但是相较于上述文献方法，本文的识别方法可实现优化过程中结构

可靠性的自动识别，提升可靠性计算效率。

4 经济性和可靠性综合优化

基于上述对经济性和可靠性之间关系分析，进一步实现经济性和可靠性之间的综合优化，

因此将可靠性的约束条件转换为更加明确的参数指标，经过大量的程序运行可知，基于节点

非结构模型的可靠性位于ܴ = 0.7左右。因此，当可靠性的约束条件小于 0.7 时，利用惩罚的

机制进行处理。对于进入程序的约束条件个数，当存在过多的约束条件进入程序，不仅会增

加程序运行的时间，还会在一定程度上影响计算结果的精度。

所以，对于经济性的约束条件，只是将最小温差的限制条件作为约束条件，对于其他的

限制条件仅作为判断条件；对于可靠性的约束条件，当约束条件得不到满足时，即ܴ＜0.7，

将其加入到罚函数中，由于在罚函数中存在经济性的目标函数，所以可以实现经济性和可靠

性之间的一个耦合提升。由于惩罚涉及到经济性和可靠性，所以目标函数主要是包括最小年

度综合费用 TAC 以及可靠性目标函数 R。对于惩罚函数的形式，如式(20)所示：

=൫୶,୷,௥(ೖ)൯ܨ φ
(௫)

+ (௞)ݎ ቌ෍ ௨݃(௫)
ଶ

௠

௨ୀଵ

+ ෍ หℎ௩(௫)ห

௣

௩ୀଵ

ቍ + ቌ෍(௞)ݎ ௨݃(௬)
ଶ

௠

௨ୀଵ

+ ෍ หℎ௩(௬)ห

௣

௩ୀଵ

ቍ (20)

在经济性和可靠性综合优化的过程中，其中的φ
(௫)

=݉ ݅݊ R，设计变量为各个换热器+ܥܣܶ

的面积 x= ௜,௝൧ܣൣ ݅∈ ܰு，݆∈ ܰ஼。采用自适应惩罚机制，对于惩罚系数的更新关系，如下式

(21)-(23)所示：

(௞ାଵ)ݎ =
1

ଵߚ
∗ (୩)ݎ ݂݅ ܿܽ ݏ݁ 1 (21)

(௞ାଵ)ݎ = ଶߚ ∗ ݎ
(୩) ݂݅ ܿܽ ݏ݁ 2 (22)

(௞ାଵ)ݎ = (୩)ݎ ℎݐ݋ ݓݎ݁ ݏ݅݁ (23)

其中ܿܽ ݏ݁ 1代表前 k 代均为可行解，ܿܽ ݏ݁ 2代表前 k 代均为不可行解，其中ߚଵ＞1，ߚଶ＞

1。为了能够更大范围搜索到求解域边界处的点，引入约束裕量δ，也能有效防止对换热网

络迭代过程的影响。由于变量量级存在影响，导致灵敏度影响约束条件无法得到满足，因而

会影响迭代过程，因而在计算的过程中必须要对变量进行规格化，使变量发生在 0—1 之间。

约束条件如式(24)所示：

(ݕ)݃ = 1 −
ܴ − ߜ

0.7
(24)

采用惩罚机制对可靠性约束条件进行处理，从而实现经济性和可靠性之间的耦合关系，

实现两者之间的综合优化。

5 算例分析

基于节点非结构模型的可靠性方法计算，将其应用于下列 9SP 算例。个体数增加为 20，
如表 2 所示为算法的主要进化参数。在进行换热网络优化的过程中，可靠性和经济性之间总

是成反比例的关系。

根据上述图 4 和图 5 明显可以看出：在迭代5 × 10଻步之后，换热网络的结构愈加复杂，



结构较为稳定，可靠性不会再出现很明显的上升或者下降。因此，在迭代步数为5 × 10଻时，

增加换热网络中的个体数，为换热网络流股之间提供更多的匹配可能性，平衡经济性和可靠

性之间的关系，利用经济性和可靠性的综合优化方法，得到经济性和可靠性均处于较优状态

的换热网络结构图，如图 7 所示, TAC 为 2,894,052 USD· a-1，可靠性为 0.75。该结果与目

前文献中的换热网络结构优化结果对比如表 3 所示，由此证明了基于节点非结构模型的经

济性和可靠性的综合优化方法的有效性。

表 2 RWCE 算法优化主要参数

Tab.2 Main parameters of RWCE algorithm optimization

算例 φ △LQ △LSP δ η 个体数

9SP 0.3 100 0.03 0.01 0.2 20

图 7 换热网络结构图（TAC 为 2,894,052 USD· a-1，可靠性为 0.75）

Fig.7 Structure diagram of heat exchange network (TAC is 2,894,052 USD·a-1, reliability is 0.75)

表 3 9SP 算例的经济性比较结果

Tab.3 Economic comparison results of the 9SP study

Ref. Unit TAC/USD·a-1 R

Fieg et al.[6] 14 2,922,298 0.88
Xiao et al.[7] 15 2,901,696 0.85

this work（图 6） 12 2,924,858 0.83
this work（图 7） 14 2,894,052 0.76

6 结论

基于节点非结构模型，本文提出了换热网络的可靠性识别方法，并且采用惩罚的方式对

换热网络的经济性和可靠性进行耦合提升，从而实现换热网络中经济性和可靠性的同步综合

优化。在经济性和可靠性的优化过程中，ܰ ௅参数对换热网络的可靠性存在明显影响，孤ீܯܷ

立换热器存在的个数越多，各个换热器之间的耦合关系越差，换热网络的可靠性越好。换热

网络经济性和可靠性的同步优化，能够保证较优年度综合总费用的情况下，存在小的失效概

率，但是，由于换热器个数的限制，可靠性还是限制在 0.7 左右，后续可以进一步建立多目

标综合模型，在保证较高可靠性的前提下提升换热网络系统经济性能。
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摘要：本文通过微细通道流动传热可视化实验结果构建神经网络样本数据库，在此基础上构建基于卷

积神经网络的微细通道运行参数热诊断方法，并对该方法进行了对比分析和验证。结果表明，本文所

构建的热诊断模型具有判断实验目标运行工况和热边界条件的功能，预测精度较高，能够实现对于流

动传热参数的热诊断。

关键词：卷积神经网络；微细通道；热诊断；沸腾传热

0 前言

卷积神经网络（CNN）作为深度神经网络中一种经典的结构，在视觉识别领域取得

了广泛的应用。卷积神经网络诞生于上世纪 80 年代，但当时计算机硬件水平较低，且有

效的训练数据不足。这导致卷积神经网络常常出现过拟合的现象，对复杂图像的适用性

较低，因此该技术一直被搁置。在 2012 年，Krizhevsky 等人[1]提出了 Alex 的深度学习

模型，在 120 万张图片中进行识别，错误率降低到了 15.3%，成功论证了深度学习在图

像识别和特征提取上的应用潜力，卷积神经网络便重新引领了计算机视觉领域的发展。

继 Alex 模型[2]提出后，众多学者在此基础上不断优化和改进，提出了 VGG16[3,4]、

GoogLeNet、ResNet[5]等不同的卷积神经网络模型，并将其应用于不同的工作场景。众多

学者将神经网络应用在流动传热方面，Hajir 等人[6]利用人工神经网络将水平管内的流型

和局部换热系数进行关联，并与 Kim-Ghajar 经验关联式进行对比，发现提出的模型准确

率约 95.6%。Chu 等人[7]利用神经网络提出了基于时频分析的间接流型识别方法，利用



自适应最优核算法对典型压力信号进行分析，对加热和非惯性条件下窄矩形通道内的流

型进行识别，发现该技术有效反映不同流态信号的特征，且具有较高的识别精度。综上

所述，当前热诊断技术经过国内外学者的研究取得较大进展[8-10]。然而由于电子束收集

工作环境的特殊性，需要对多种热诊断方法进行适用性评估，并对热诊断方法进行优化。

此外，神经网络流动传热方面的研究正在蓬勃发展，但将神经网络应用于热诊断方面研

究不够深入，有必要开展相关的研究。

1本文通过微细通道流动传热可视化实验结果构建神经网络样本数据库，在此基础上

构建基于卷积神经网络的微细通道运行参数热诊断方法，并对该方法进行了对比分析和

验证。

1 实验与分析

1.1 实验系统及实验步骤

图 1 展示了高热流密度条件下微细通道流动传热实验系统示意图，实验系统由流体

回路系统、测试段、冷热源、数据采集系统等组成。流体回路系统采用开式流体回路，

主要包括恒温水箱、水泵、流量计、热电阻、压力变送器、压差变送器、阀门及不锈钢

管，各部件通过卡套密封连接。具体实验步骤如下：

（1）检查各测量装置完备良好后，调整测量仪器仪表确保示数归零，调整恒温水箱控温

值达到指定温度；

（2）启动循环水泵，驱使去离子水从恒温水箱流经流量计、压力压差变送器，进入测试

段的热壁面完成能量交换，之后返回恒温水箱；调节循环流量达到指定流量；

（3）改变调压器的输出电压为热源负载供电，调节循环流体流量，开展不同工况下的流

动传热实验；

（4）采用数据采集仪记录需要测量的实验物理量（包括测试段进出口水温、循环水流量、

测试段进口压力、测试段进出口压降等），并采用红外热像仪、高速摄像机分别观测通道

内壁面温度变化、气泡特征。

1 基金项目：该工作受国家自然科学基金项目（批准号：52022080）资助。



图 1 高热流密度条件下微细通道流动传热实验系统的示意图

Fig. 1 Schematic diagram of the experimental system for heat transfer in microfine channel flow under high

heat flow density conditions

1.2 实验不确定度分析

实验中的不确定度主要来自两个方面，一方面来自参数的直接测量不确定度，其与

仪器的准确性有关。另一方面来自于直接测量参数处理得到的计算参数不确定度，可通

过误差传递理论[11]来计算得出。直接测量参数的不确定度分析如表 1 所示，计算参数的

不确定分析如表 2 所示。

表 1 直接测量参数不确定度分析

Table 1 Uncertainty analysis of direct measurement parameters

参数 测量工具 最大不确定度

体积流量 涡轮流量计 2.55%

压力 压力变送器 0.75%

压降 差压变送器 4.29%

电压 调压器 3.33%

电流 电流表 8.92%

水温 热电阻 0.36%

壁温 T 型热电偶 1.48%

表 2 计算参数不确定度分析

Table 2 Uncertainty analysis of calculation parameters



参数 最大不确定度

质量流量 2.55%

质量流速 3.24%

有效热流密度 2.58%

换热系数 3.00%

2 基于卷积神经网络的热诊断预测模型

2.1 样本数据库

本文将收集归纳实验获得的不同工况条件下的气泡图像，并对实验中热源宽度、热

流密度、流体流速、入口水温等流动传热指标进行精细量化，集成现有的实验条件，建

立覆盖特定条件的流动传热可视化图片样本数据库。神经网络预测模型所依据的样本数

据库参数如表 3 所示，数据库共分为 107 类。

表 3 流动传热可视化样本数据库

Table 3 Flow heat transfer visualisation sample database

热源宽度/mm 入口水温/℃ 体积流速/m3·h-1 热流密度/W·cm-2 分类数量

20 30-50 0.056-0.268 57.5-114 41

30 30-50 0.056-0.268 24.2-46.7 33

50 30-50 0.056-0.268 23.3-46.4 33

2.2 热诊断神经网络预测模型构建

参考 AlexNet 模型，利用 MATLAB 深度网络设计器，采用自堆叠方式，通过修改

输入层、修改卷积层、分组卷积、修改全连接层和输出层等，建立起运行参数神经网路

预测模型。将其得到的预测值与经典的神经网络预测值进行对比（如表 4 所示），发现运

行参数热诊断神经网络的训练准确度和验证准确度较高，在预测可靠性方面具有优势。

表 4 运行参数热诊断神经网路预测模型与经典神经网络模型准确度的对比

Table 4 Comparison of the accuracy of the neural network prediction model for thermal diagnosis of

operational parameters with the classical neural network model

模型 训练准确度 验证准确度

AlexNet 94.81% 94.73%

VGG19 96.41% 95.96%

ResNet-50 95.74% 95.32%

SqueezeNet 96.51% 95.33%

运行参数热诊断神经网络 97.21% 96.88%



2.3 热诊断神经网络预测模型测试

在神经网络训练和测试完成后，将训练好的神经网络模型进行测试。在测试神经网

络预测模型中，对比了 50 组不同的预测情况，整体神经网络预测性能良好，准确率约

86%。图 2 展示了神经网络预测模型的部分测试结果图。通过测试神经网络发现，运行

参数热诊断神经网络预测模型具有面向微细通道运行参数进行热诊断的能力，且大部分

的神经网络预测值与测试集的数据标签相吻合，仅少部分的数据存在偏差。

label=categorical
w20mm-Tin40℃-qv0.058m3·h-1-q112W·cm-2-Tw400℃

label=categorical
w30mm-Tin40℃-qv0.053m3·h-1-q45W·cm-2-Tw217℃

label=categorical
w30mm-Tin50℃-qv0.048m3·h-1-q39W·cm-2-Tw251℃

label=categorical
w50mm-Tin40℃-qv0.102m3·h-1-q46W·cm-2-Tw197℃

图 2 神经网络预测模型的部分测试结果

Fig.2 Selected test results of neural network prediction models

2.4 热诊断神经网络预测模型适用性分析

在获取测试集的过程中，获得热电偶测量温度和气泡特征图片，将气泡特征图片输

入神经网络获得神经网络测试温度，将热电偶测量温度与神经网络测试温度值进行对比。

图 3 展示了热电偶测量温度与神经网络测试温度对比结果，发现误差在±30%以内，可以

满足预测要求，适用性良好。
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图 3 热电偶测量温度与神经网络测试温度的对比

Fig. 3 Comparison of thermocouple measured temperature and neural network tested temperature

3 结论

本文基于微细通道流动传热可视化实验数据通过修改卷积层数量、采用分组卷积、

全局平均池化代替全连接层等方法，构建了运行参数热诊断神经网络预测模型，训练准

确度 97.21%，验证准确度 96.88%。基于测试集对神经网络预测模型进行测试，测试准

确度约 86%。经神经网络预测模型适用性评估，发现误差在±30%以内，满足预测要求。

本文所构建的热诊断模型具有判断实验目标运行工况和热边界条件的功能，预测精度较

高，能够实现流动传热参数的热诊断。
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ABSTRACT：
Owing to pressing global warming and energy crisis, the power generation technology that converts

green environmental energy into electric energy has attracted enormous research interest. Water is a
recyclable resource and the largest energy carrier on Earth. New hydropower generation technologies are
the future, and the ability to generate electricity through the interface between water and materials is very
valuable. Water evaporation power generation and moisture absorption power generation are two important
methods. Hot and humid air is an important carrier of water, we establish a thermodynamic hot and humid
air energy conversion analysis method based on the principle of hydropower generation, and conduct
research on the energy between the difference between heat, electricity and humidity of hydropower
generation technology, so as to provide solutions for improving energy utilization. The first law of
thermodynamics and the second law of thermodynamics are the two foundations of thermodynamics, and
the maximum available energy of hydropower generation is analyzed by exergy and parametric calculations.
Energy is contained in various differences. The greater the difference, the greater the available energy.
Through analysis, the energy and efficiency of hydropower generation are evaluated, and relevant
application strategies are provided to provide theoretical and practical support for the development of green
energy. In order to improve the power generation capacity of this power generation mode, it is necessary to
constantly improve the difference between the two states. Also, a power generation with Al2O3
nanoparticles is fabricated, and an open-circuit voltage is above 2.5V and a short-circuit current is around
150nA.
KEY WORDS: Exergy Analysis, water evaporation power generation, moisture absorption power generation, renewable
energy

1. INTRODUCTION
Since the industry revolution, human has continuously created a diversified world through

technological innovation. The consumption and demand of energy resources have been growing. Energy
crisis, environmental pollution and other problems have been growing. Green and sustainable development
has become a new development requirement. Electric energy is a high quality secondary energy, and the
thermal power generation is an important way at present. At the same time, nuclear power, wind power,
solar power and other new energy also account for a certain proportion. These power generation
technologies can relieve energy pressure. In addition, there are some new environmental energy conversion
technologies, such as thermoelectric power generation[1], piezoelectric generation[2], triboelectric
generation[3], water evaporation power generation, moisture absorption power generation, etc. Among them,
water evaporation power generation and moisture absorption power generation are self driven in the
environment, requiring only water. They are promising clean renewable energy sources.

In recent years, new functional materials have involve nanoscale materials and inorganic-organic
materials containing carbon elements. Upon the interaction between water molecules and new functional
materials, they can induce the migration of anions and cations at the solid-liquid interface or inside the
material. There is charge migration at different end faces of the material, resulting in potential differences.
Current and voltage can be measured in external circuits.

The two main types of electricity generation methods and mechanisms, namely water evaporation and
moisture absorption, are based on various micro-scale electricity generation mechanisms. The first and



foremost is the theory of the "electrical double layer" (EDL) at the solid-liquid interface[4]. Li et al.[5]

produced biological nano-generators which including cellulose, chitin, silk fibroin, and amyloid, are
produced either by liquid-exfoliation of biomasses or by supramolecular assembly of bio-acromolecules.
And it can produce an open-circuit voltage and short-circuit current around 0.11V and 0.022uA,
respectively. Wang et al.[6] develop a heterogeneous moisture-enabled electric generator (HMEG) based on
a bilayer of polyelectrolyte films. Through the spontaneous adsorption of water molecules in air and
induced diffusion of oppositely charged ions, one single HMEG unit can produce a high voltage of 0.95V
and a current of up to 0.04uA.

Water contains enormous energy, and the generation of electricity in water has significant application
prospects. However, the mechanism of hydrovoltaic power generation lacks systematic clarity. There is a
lack of overall connection between meso and macro aspects, which restricts the theoretical, preparation,
and application development of hydropower technology. Furthermore, while there are evaluation indicators
for output electricity, unit area, and unit volume, there is no unified standard for electricity generation
efficiency and evaluation. we establish a thermodynamic hot and humid air energy conversion analysis
method based on the principle of hydropower generation, and conduct research on the energy between the
difference between heat, electricity and humidity of hydropower generation technology, so as to provide
solutions for improving energy utilization.

2. Theoretical and experimental research on Energy and Exergy analysis
2.1. Principle analysis

Moisture absorption power generation does not require external mechanical energy input. It can
generate power by using the gaseous water in the ambient humid air, which interacts with materials to
generate electrical energy. First, set the difference of the environment or the internal structure of the
material. The difference of the environment is realized by applying humid air with varying humidity, that is,
air with varying water content. The difference of the internal structure of the material is to form gradient
chemical functional groups in the membrane material through physical and chemical methods. Wet air is
adsorbed on the material. Inside the material, water molecules and functional groups interact, water
molecules dissociate, and free anions and cation are generated inside the material. Cation (hydrogen ions)
are relatively small in size, which are easy to migrate freely in the material. Due to the gradient of water
content or the gradient of functional groups, the concentration of anions and cation generated inside the
material is different, which further generates ion diffusion, cation will diffuse to areas with high anion
concentration. If the external circuit is connected to the material, the directional migration of ion in the
material will produce two extremes. After the external circuit is connected, electrons begin to migrate and
generate current. In a circuit, the movement of charge depends on electrons, while in a solution it is cation
and anion. Therefore, electricity is generated through the action of water and materials in the membrane
material, which is called moisture absorption power generation. When the wet air desorbs on the surface of
the material, the anion and cation return to their original positions under the action of electrostatic force,
completing an electricity generation cycle. In the process of moisture absorption power generation, wet air
is the only material that can provide energy from the outside. It does not require input of other mechanical
energy. Instead, it outputs wet air and generates electric energy without other harmful additional substances.
It is a green, highly sustainable power generation technology.

Fig. 1 Power generation schematic diagram.



For this power generation technology, a large number of researchers have carried out a series of
studies. With Qu as the representative, the materials in the moisture absorption and power generation
process can be of different dimensions[7][8][9]. Shao selects a silver wire as an electrode at one end, and then
soaks the silver wire into the graphene oxide suspension for many times to obtain a silver wire with a
graphene oxide layer of the required thickness[7]. Then, a longer silver wire was selected as an electrode at
the other end and wraps it outside the graphene oxide layer to obtain a fibrous moisture generator with
electrodes. Because it is one-dimensional, DIY can be formed into various shapes, and can produce
electrical energy about 0.21μW/cm under 70% humidity change. The fiber electrical component makes use 
of gradient moisture, and the material is stable and uniform. It regulates the internal structure of
two-dimensional graphene oxide film through electric field treatment, so that the functional groups inside
the membrane material are distributed in gradient from top to bottom, thus promoting the concentration
gradient of hydrogen ions generated by dissociation from top to bottom after water absorption, so as to
promote the migration of electrons and generate current. It can generate electrical energy about 18mV
voltage and 5.7μA/cm2 through the moisture generated by human respiration[8]. On the basis of
two-dimensional materials, three-dimensional functional materials can also be used to adsorb moisture and
generate electricity. 3D foam is a porous material. Because of the existence of pores, the cross-linking
between pores and the large specific surface area provided by pores, it can improve the speed of moisture
adsorption in wet air, facilitate the diffusion and dissociation of water molecules, and improve the power
generation performance. Huang et al. treated graphene foam materials with laser treatment to obtain the
inhomogeneous structure of gradient reduced graphene oxide and graphene oxide, and then used gold and
silver as electrodes to generate 1.5V voltage.[9]

The other is water evaporation power generation. When the solid is still immersed in the water, the
solid molecules contact with the water molecules. Due to the effect of the solid surface charge or chemical
potential, the solid surface molecules will selectively adsorb some charged components in the water, while
the components with opposite charges in the water and the adsorbed ions will be enriched at the solid-liquid
interface near the adsorbed components due to Coulomb force. The overall result is that two layers of
enrichment areas with heterogeneous charges are formed near the contact surface of the two phases, which
is called double electric layer(EDL). The adsorption of solid forms a double electric layer structure in the
channel, while the radius of the channel is small, and the liquid double electric layers on the upper and
lower surfaces overlap, so that the channel has selective permeability. As the siphon effect of the outflow
solution evaporation forces the solution to be passed through the solid channel continuously, forming a
stable flow potential on both sides of the channel, so far the water evaporation induced power generation
effect has been realized theoretically. It was the first time that Zhou research group of Huazhong University
of Science and Technology found this effect in carbon black nano films in 2017. They directly burned
carbon black in quartz chips with an alcohol lamp. After annealing and plasma treatment, they measured
the water evaporation induced power generation effect with an open circuit voltage of about 1 V and a short
circuit current of 100 nA, respectively.[10]The nano materials containing nano pores are prepared into a
sheet device, one part of which is put into water, and the other part is exposed to the air. Some nano
materials in water absorb water, rise through capillary adsorption, and evaporate from the surface of nano
materials at the air interface. In the process of water moving in nano pores, in the EDL the flowing water
molecules to generate electric energy.

The above researches on moisture absorption and water evaporation power generation mainly focus on
the construction of functional materials and internal structural gradient of materials, and the continuous
exploration of carbon nano materials, porous materials, structural surface treatment and other aspects to
improve the power generation capacity. In the process, we are constantly improving the mechanism of
moisture absorption and water evaporation power generation, and studying its various influencing factors.
However, a unified standard has not been formed on how to evaluate the power generation capacity, which
is mainly characterized by the power generation capacity per unit area. There is no detailed description on
the power generation efficiency.

2.2. Exergy analysis
Exergy not only includes the size of energy, but also can measure the size of work ability, representing

the level of energy taste. Through exergy, we can directly calculate the change of energy in moist air under
two air conditions. In the exergy analysis, the following reference points should be determined first. There
are generally three types:
a) In the first method, environmental parameters are taken as reference points for exergy analysis;
b) The second is to take the average meteorological parameters of the ambient atmosphere as the reference



point for exergy analysis;
c) The third method takes the saturated air state at ambient temperature as the reference point for exergy
analysis.

Fig. 2 Air state diagram during power generation.

In this study, the environmental parameters are taken as the reference point, the temperature is 0T ,

moisture content is 0d . In this reference environment, a wet air state is ( AT , d), then its exergy is[11]
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In the formula, the first item is heat exergy, the second item is mechanical exergy, the third item
is humidity exergy, and the three items together are the total exergy of moist air. For the problem analyzed,
in the category of constant pressure open system, the mechanical exergy is zero. Now suppose that the state

of a stream of wet air absorbed is A( AT , Ad ), The state of the other wet air released is B( BT , Bd ), the
exergy of the two states are
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The states of A and B are unknown, while 0 is the reference point. 0 has no influence on the analysis
of efficiency, but has an influence on the size of work capacity. It is a state quantity.
Calculate the partial derivative of the exergy of the two state points, and then make the difference to get the
exergy difference of the unit water vapor under the two state points.
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The first item of the above equation is the difference caused by sensible heat. The sensible heat
difference caused by different steam temperatures in the two states is actually very close. If this item is
ignored, it can be rewritten as
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The minimum input energy consumption in the process of unit moisture adsorption and release (i.e. A
to B state) is the exergy difference.

The energy generated by Moisture absorption or water evaporation is [8]

g (t) ( ) ( )W I V t d t  (8)
it can be changed to

g
1 (t) ( ) ( )
4 sc ocW I V t d t  (9)

where I , scI , V , ocV , t, respectively representing the current, short circuit current, voltage, open circuit
voltage and time of the power generator. This energy can be measured in the experiment.
The final efficiency is
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Fig. 3 Relationship between exergy and relative humidity.
As shown in the Fig.3, the state A is 20 ℃ and the relative humidity is 20% (Moisture content is

2.883g/kg dry air), and the state B is 20 ℃, the relative humidity increases from 10% (Moisture content is
1.438g/kg dry air) to 40% (Moisture content is 5.793g/kg dry air), and then increases from 40% to 90%
(Moisture content is 13.188g/kg dry air), with an increase of 5% relative humidity each time. The whole
power generation environment is selected as 0, and the relative humidity is also 20%. As the difference
between the two states increases, the exergy becomes larger and larger. If there is a greater potential
difference in the environment, there will be more exergy. The potential difference between dry and wet is
changed, and the amount of energy remains unchanged. It can be imagined that the amount of energy
remains unchanged from state B to state A when state A and state B are exchanged. In order to improve the
power generation capacity of this power generation mode, it is necessary to constantly improve the
difference between the two states. However, under natural circumstances, the difference between the two
states is limited. How to maintain this difference at a low cost so as to improve the power generation
capacity is a problem for the more in-depth research.
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Exergy calculation at different temperatures， AT selects 15-28 ℃, increases 0.2 ℃ each time

between 18-21 ℃, and increases 2 ℃ each time for other intervals. 0T is the same as AT , BT
 is 20℃. 

One method is to include the sensible heat difference caused by different water vapor temperatures in two
states, and the other is not to include. The results are shown in the Fig.4. It is found that the difference
between the two methods is small. The values on the curves calculated by the two methods almost overlap,
and the relative difference between the two is less than 0.25%. The method of calculating the maximum
electricity generation through the difference has been verified to be feasible from the perspectives of
theoretical analysis and previous research comparison. As the difference between the two states increases,
the exergy also increases. A larger environmental potential difference results in more exergy. It is verified
that the exergy of the sensible part can be ignored in the very small range of temperature change. It is
reasonable to go from Formula 1 to Formula 2. However, in natural circumstances, the difference between
the two states is limited. Finding cost-effective ways to maintain and enhance this difference for improved
power generation capacity is a subject for further in-depth research.

（a）Experimental system



(b) The open circuit voltage

(c) The short circuit current
Fig. 5 Experiment system and result.

At the same time, some experiments are in progress. The water evaporation generator containing oxide
nanoparticles was prepared and the power generation was measured. The preparation of flexible power
generation devices is primarily divided into three steps. （1）The first step is to select a certain size of PET
film for cleaning and drying as a backup material. (2)The second step is to apply a certain width of
conductive carbon paste on the film, with a total of 2 tapes applied as positive and negative electrodes.
After the carbon paste is dried, it will be used as a backup. (3)The third step is to coat alumina
nanoparticles onto a PET plastic film with a carbon paste electrode, cover the electrode, and retain a portion
of the electrode end for subsequent connection. The coating solution adopts a solution of alumina
nanoparticles, with the solute being alumina nanoparticles and the solvent being anhydrous ethanol, with a
concentration of 0.5g/mL. Finally, air dry naturally. Based on exergy analysis and experimental
measurements. As shown in the Fig.5, the final short-circuit current and open-circuit voltage are maintained
at 125-200nA and 2.0-3.2V, respectively. After removing the device from the water and drying it for a
period of time, it can still be used. It exhibits a certain degree of stability.the exergy efficiency is calculated
as follows:

w
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E
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

where， an open-circuit voltage of 2.5V and a short-circuit current of 150nA are selected. It is
estimated that there is still great room for improvement in efficiency. However, further specific research is
needed on the exergy losses that exist in the specific power generation process.

3. Conclusion
In this study, the exergy analysis model is established by analyzing the principle of new hydropower

technology (moisture absorption and water evaporation power generation), and the maximum available
energy is obtained by theoretical analysis and calculation of the available energy for power generation.
Power generation efficiency is also defined. The greater the difference between the two states, the greater
the difference between relative humidity and temperature, the more energy available. The difference that
provides continuous stability is the driving force for power generation. At the same time, the relevant water
evaporation generator was also prepared, and the short-circuit current and open-circuit voltage of the Al2O3



nanoparticles nanoparticles device are maintained at 125-200nA and 2.0-3.2V, respectively.

NOMENCLATURE

pc specific heat capacity at
constant pressure [ J/(kg·K) ] T temperature [ ℃ ] 

d moisture content [ g/kg dry air ] t time [ s ]
E exergy [J/kg] V voltage [ V ]
I current [ A] W energy [ w ]
P pressure [ Pa ]  generation efficiency [ ]

aR ideal gas constant [ kJ/(kg·K) ]
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摘要：依据热光伏电池结构组成和工作原理，建立相对应的单片热光伏电池表面电流流动的二维有限元模型。为了

验证模型的可靠性，搭建单光谱高能流辐射测试平台，进行实际辐射条件下热电转换性能测试和验证。结果表明：

在入射光斑的大小保持不变时，随着入射辐射能量增加，热光伏电池的输出功率增加，且入射辐射能量对短路电流

的影响与入射辐射能量呈线性增加，约为 1.25 倍，但对开路电压的影响很微小，约为 1.02 倍；在入射能量一定，光

斑大小发生改变时，短路电流也会随着光斑的增大而增大，但开路电压保持不变，电池的输出功率增加。应尽可能

增大电池的工作区域，以提升电池的性能。

关键词：单光谱；高能流；热光伏电池；理论模型；实验测试

0 引言

热光伏发电作为一项新的能源技术，可以将红外辐射能转换为电能，而且不受时间和空间限制，

可靠性高，满足低碳、高效、环保的能源发展需求[1, 2]。但是能量转换效率低一直是制约热光伏技术

进一步开发与应用的主要障碍。尤其是热光伏电池作为发电技术的核心器件[3, 4]，其转换性能的优良

直接影响整项技术的发展。而且热光伏电池的生产工艺复杂，造价高昂，应尽可能的获取不同种类

热光伏电池最适宜的工作条件，通过匹配电池最佳的工作条件[5, 6]，使电池发挥最大的工作性能，获

得最大输出功率[7]。

多年来，众多的研究学者都在探索影响电池工作性能的因素，以期望获得较高的功率输出。针

对电池自身的工艺，Lou 等[8]探究了掺杂浓度对热光伏电池能量转换的影响。其结果表明，对于 N
型 GaSb 电池，最佳掺杂浓度应为 Nd=7-9×1017 cm-3，Na=5×1017 cm-3 可使热光伏电池的输出性能达

到最佳。Rashid 等[9]探究了热光伏电池 P 型发射极厚度对热光伏电池性能的影响。从结果看，随着

发射极厚度的增加，电池的能量转换效率也在增加。Tang 等[10]理论探究了扩散深度对热光伏电池性

能的影响。其探究结果显示，电池的量子效率曲线随着扩散厚度变薄而增加，所以扩散深度在 0.1 μm

时性能达到最佳。针对电池工作的外部环境，Zhang 等[11] 通过实验测量探究了温度对热光伏电池性

能的影响。其结果表明温度会显著影响电池的性能，但对电池不同参数的影响不同。开路电压和输

出功率随着电池温度的升高呈线性降低，而短路电流却是略微增加。所以为了获取较高的输出功率，

热光伏电池工作在高温环境时应进行温度管理。Esther 等[12] 通过实验测试探究了角系数大小对热光

伏电池性能参数的影响。其测试结果表明，当测量的角系数范围为 0.91-0.98 时，随着角系数的增大，

电池的工作效率提高，输出功率密度增大。当辐射源温度为 1592℃时，电池输出功率密度可达到 4.3
W/cm2。Mansur 等[13]通过理论计算探究了不同入射辐射能流对热光伏电池光电转换性能的影响。通

过理论计算发现，随着入射辐射能量的增加，电池的能量转换性能增加。Garcia 等[14]通过实验测试

了不同光谱辐射下电池的光谱能量转换特性。通过调控光谱，将电池置于光谱响应度高的波段，从

而提高电池的能量转换特性[15]。

从上述研究发现，无论针对电池自身的工艺设计或者电池外部工作环境的改善，都可以提升电

基金项目：国家自然科学基金(No. 52276058)；黑龙江省头雁创新项目。
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池自身的工作性能。但从研究数据来看，外部环境的影响相对于工艺的影响更大。所以本文从电池

外部工作环境出发，针对单片热光伏电池，在单光谱高能流入射辐射下，开展电池的理论与实验探

究。首先建立了单片热光伏电池在高入射辐射能流下的光电转换模型，然后通过实验数据拟合获取

模型中的关键影响参数，最后通过理论模拟，获取热光伏电池在高能流入射辐射下的转换性能及能

流分布信息，为更好的利用热光伏电池提供有价值的参考。

1 理论模型

为了准确的对电池进行建模，对采购于美国 JX 公司的 GaSb 电池进行电镜扫描。电镜采用的是

蔡司场发射扫描电镜(型号：Merlin Compact)，此仪器可以获得高分辨率的电子图像。测试流程主要

包括制样、打磨抛光、喷金和扫描四步。通过上述处理过程，获得如错误!未找到引用源。所示的电

池微观结构图。

图 1 GaSb 电池电镜扫描图

单结热光伏电池 GaSb 的结构如错误!未找到引用源。所示。一片封装完整的单结 GaSb 电池主

要包括正负接触电极，基底，发射极，减反射膜以及栅线等。发射极为 P 型半导体，含有较多的空

穴；基底是 N 型半导体，含有较多的电子；当二者结合到一起时，在接触界面迅速形成电势差，即

PN 结。当辐射能照射到 GaSb 电池表面时，电池表面的减反射膜(ARC) 会减少反射和散射辐射，提

高电池的光吸收率和转换效率。辐射能进入电池内部后，激发形成更多的非平衡载流子(电子和空穴)，
当外接电路时，在内建电场和扩散作用的驱动下，非平衡载流子定向移动，产生电流。栅线作为电

池重要的构成元素，其作用是收集载流子将电流引到外部，输送到正负极。栅线的结构、数量、布

置的疏密等均会影响电池的输出功率。栅线设计的好，将使电池的串联电阻最小，从而使功率损耗

最小，输出功率最大。

图 2 GaSb 电池结构示意图

1.1 选择计算域

依据单片 GaSb 电池的结构和栅线分布图，将整片电池等效为若干个紧密排列的小电池片，一
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片完整的热光伏电池等效为多块小电池片的并联，如图 3 所示。为了充分展现热光伏电池在不同入

射辐射时的工作性能，并考虑栅极边缘区域的影响，选择发射极表面作为研究区域，考虑边缘效应，

计算区域如图 4 所示。

图 3 单片 GaSb 电池等效电路图 图 4 电池模型结构图

1.2 二维模型

假设 GaSb 电池表面对于有效截止波长内的单光谱吸收率为 α, 对于进入电池内的有效辐射表示

如下：

0G G  (1)

式中，G0 为电池表面接收的辐射能，W/m2。

对于激光作为入射辐射，能量沿栅线方向的分布通常是不均匀的，呈典型的高斯分布[16]：

 
2

0 0 2
0

exp
2
x

G x G A
S

 
 
 
 

(2)

式中，S0 控制曲线的宽度，并且与最大值一半处的全宽度相关，表示如下[17]：

  02 2 ln 2L S (3)

式中，A0 为确保整个电池平均辐射度是 G0 的归一化因子，相当于峰值与平均辐射的比值：

0

0

0

2 erf
2 2

W
A

W
S

S



 
 
 

(4)

式中，erf(·) 代表误差函数。

当处理电介质中的直流电流时，在求解域中的偏微分方程[18]：

 e
jV Q    I (5)

式中，V 为电势； Ie 为电流密度，Qj 为电流源项，σ 为栅极的电导率：

sheet1/ R  (6)

式中，Rsheet 为电阻；w 为栅极宽度，Rp.u.l 为栅线单位长度的电阻值。
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sheet P.u.lR R w  (7)

电流源项采用单二极管模型(如图 5 所示)，照明区域源项的计算[19]：

j3
1 2 3 j

B B

exp exp 1g
l

E eV
Q C G C T C V

k T nk T
    

    
     
    

(8)

式中，C1，C2，C3 分别为系数值；n 为理想因子；kb 为玻尔兹曼常数；e 为单位电荷电量；Eg 为

带隙能；Vj 为结电压，表达式如下：

j sV V IR  (9)

式中，Rs 为串联电阻。

暗区(栅极和汇流排) 的计算：

e j3
d 2 3

B B

exp exp 1gE q V
Q C T C V

k T nk T
   

    
     
    

(10)

不同辐射强度下，热光伏电池可获得的电流为：

3
1 2 3 j

B

j

T

exp exp 1gE
I C G C T C V

k T

V
nV

   
  

  
   

(11)

式中，VT 为热电压，表达式如下：

T
Bk TV
e

 (12)

为了获取电池的电流、电压特性(I-V 曲线)，采用如下计算方法[20]。

j j
ph 0

T sh

exp 1
V V

I I I
nV R

  
     

  
(13)

式中，Iph为光生电流；Rsh为并联电阻；I0 为反向饱和电流。

图 5 单二极管模型图

1.3 边界条件

在上述模型设置中，需要考虑三种典型的边界条件：

接口条件：

 b 1 2 0n I I    (14)

式中 nb 为边界的垂直向量；I1 和 I2 分别为相邻介质边界处的电流密度；

电绝缘：

b 0n  I (15)

式中 I 为外部边界处的电流密度矢量。
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汇流排电势：

cellV V (16)

式中，Vcell 为电池工作时的外部输入电压。

2 实验设计

2.1 搭建实验台

搭建单片热光伏电池高功率辐射下的实验测试平台，如图 6 所示。实验平台主要包括最大功率

为 50 W 的 1064 nm 的半导体激光器，P300 I-V 测试仪，热光伏电池 GaSb，电脑以及支架等。激光

与电池之间的距离控制为 14 cm，光斑大小在 4-8 mm 范围内可调。GaSb 电池的基本物性参数列于

表 1 中。

(a) 测试系统图 (b) 测试系统示意图

图 6 实验测试系统图

表 1 GaSb 基本物性参数表

组成 材料 长度(mm) 宽度(mm) 电导率(S/m)

发射区 GaSb 12.65 10.49 0.01

栅线 铜 10.49 0.0163 952

汇流排 银 12.65 0.89 13.33

为了获取上述模型中 C1，C2 和 C3 的值，可根据公式(11)提供的电池在特定辐射度下的 I-V 曲

线理论值，结合实验测试数据获取。光电流 Iph，反向饱电流 I0，串联电阻 Rs，并联电阻 Rsh，以及

理想因子 n，可根据电池制造商给出的标准测试条件下的 I-V 特性曲线(如图 7 所示) 提取[21]。通过

反复迭代计算，最终将获取的 GaSb 电池建模特性参数列于表 2 中。

0.0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
0

1

2

3

4

5

(0, Vm)

(Isc, 0)

am
ps

/A

volts /V

Isc=4.307A Vmax=0.373 V
Voc=0.473V FF = 0.731
Pmax=1.489W Tcell=298K
Imax =3.988A Te=1473K

(Vm, Im)

图 7 标准 GaSb 电池的性能曲线

表 2 GaSb 电池建模特性参数的提取值

Iph I0 Rs Rsh N C1 C2 C3 Remitter Rfinger
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(A) (10-7A) (10-3Ω) (Ω) (-) (AW-1m2) (AK-3) (AW-2V-1) (Ω·m) (10-8Ω·m)

3.48 4.21 6.02 295.48 1.15 1.3052E-5 -1.0991E+5 -0.79399 0.2 6.542

2.2 模型参数验证

为了验证模型及获取参数的可靠性，将实验测试数据与拟合结果进行对比，如图 8 所示。从图

中可以看出，理论计算结果与实验数据拟合较好，可证明我们的参数选取合理。所以在后续的结果

与分析中，均采用模拟结果进行分析与讨论。

0.0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
0.0

0.2

0.4

0.6

0.8

1.0

1.2

1.4

Exp 0.99 W Fit 0.99 W
Exp 1.43 W Fit 1.43 W
Exp 1.88 W Fit 1.88 W

A
m

ps
/A

Volts /V

0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0
0.0

0.2

0.4

0.6

0.8

1.0

I si
m

/A

Iexp / A

R2=0.9815

图 8 不同辐照度下 I-V 特性曲线实验测试与拟合结果

2.3 网格无关性验证

对于本文中采用的热光伏电池光电转换性能模型，通过电池的输出电流随网格数的变化来研究

网格的独立性。如图 9 所示。从图中可以清晰的看出，在网格总数为 200000 左右时，电池输出的电

流开始恒定。网格数的进一步增加，数据没有显著的变化，但是计算时间会延长。因此，为了减少

计算时间成本，本文采用 221400 网格数进行仿真，以获得与网格大小无关的仿真结果。网格质量高

于 0.95，结果是可靠的。

5 10 15 20 25 30
1.17

1.18

1.19

1.20

1.21

A
m

ps
/A

Number of grid (×104)

图 9 输出电流随网格数量的变化

3 结果分析与讨论

3.1 入射辐射能流的影响

从图 10 中可以看出，当入射光斑的大小不变(光斑直径 D 为 8 mm)时，随着入射能量的增加，

电池的输出功率密度增大。当入射能量为 0.99 W 时，GaSb 电池的短路电流和开路电压分别为 0.751
A 和 0.407 V；当入射能量为 1.43 W 时，短路电流和开路电压分别为 0.959 A 和 0.423 V; 当入射能量

为 1.88 W 时，短路电流和开路电压分别为 1.185 A 和 0.433 V。从数据对比来看，入射辐射能对短路
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电流的影响较大，对开路电压影响较小。而短路电流的增加，与入射能量的增加几乎是成比例的增

加，约为 1.25 倍，但开路电压的增加比例约为 1.02 倍，远小于入射能量的比例。

0.0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
0.0

0.2

0.4

0.6

0.8

1.0

1.2 D: 8mm1.88 W

1.43 W

A
m

ps
/A

Volt /V

0.99 W

图 10 I-V 曲线与入射能量的关系

在图 11 中，黑色箭头代表了电场强度分布较强的区域。从图中可以看出，在入射光斑直径一定

时，随着入射能量的增加，电场强度增大。电场最强的区域主要集中在栅线附近，并且电场强度的

方向由发射区指向栅线。结合图 12 中电流密度分布图，电流密度分布与电场强度的分布是一致的。

虽然初看时，在强电场区域中产生的正向电流和在弱电场区域中产生的反向电流似乎是违背电流电

压规律的。但事实上，电流从其流动的区域和流向其他区域分别对应电压的最大值和最小值，这与

电流必须与负电压梯度保持一致的规律相符合。而且，由于结电压的空间依赖性和照明区域的空间

依赖性，电流和电压也会有空间依赖性。

0.99 W 1.43 W 1.88 W
图 11 电场密度分布

0.99 W 1.43 W 1.88 W
图 12 电流密度分布

3.2 不同光斑大小的影响

从图 13 中可以看出，当入射能量一定(为 0.99 W)时，随着光斑直径的增加，电池的输出功率密
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度增大。当入射光斑直径为 4 mm 时，GaSb 电池的短路电流和开路电压分别为 0.740 A 和 0.407 V；

当入射光斑直径为 6 mm 时，对应的短路电流和开路电压分别为 0.745 A 和 0.407 V；当入射光斑直

径为 8 mm 时，对应的短路电流和开路电压分别为 0.751 A 和 0.407 V；通过数据对比可以发现，随

着入射光斑直径的增大，对开路电压没有影响，短路电流随着光斑直径的增加呈线性增加，约为 1.01
倍。

0.0 0.1 0.2 0.3 0.4
0.66

0.68

0.70

0.72

0.74

0.76 0.99 W8 mm
6 mm

4 mm
A

m
ps

/A

Volt /V

图 13 I-V 与不同光斑大小的关系

在图 14 中，显示了电场强度随入射光斑大小的变化。从图中电场强度分布的最大值和最小值可

以看出，随着光斑的增大，电场强度的最大值增大，但最小值也变小，这与入射能量不变，光斑增

大的同时能流密度分布变小有关。从图 15 中可以看出，电流密度的变化规律与电场密度的分布一

致，说明光斑的大小会影响电池的工作性能。在入射辐射能量一定时，应尽可能的增大电池的工作

区域。

4 mm 6 mm 8 mm
图 14 电场密度分布

4 mm 6 mm 8 mm
图 15 电场密度分布
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4 结论

本文针对单片热光伏电池在单光谱高能流入射辐射时开展理论与实验探究。首先针对热光伏电

池进行电镜扫描，获得精确的电池结构及组成。依据电池的结构，构建单片热光伏电池的理论模型。

通过实验测试数据，获得模型中的重要参数，并与理论结果进行对比。最后，通过理论模型，获取

热光伏电池在不同环境下的工作性能。总结结论如下：

(1) 对于单片热光伏电池，由于正负电极位于电池上下两个表面，且栅线集中分布在电池的上

表面，由汇流排统一收集电流后输出，所以可以将单片热光伏电池等效为若干个并联的小电池，进

而分析热光伏电池的工作性能。

(2) 对于单片热光伏电池，在入射光斑大小保持一致，入射能量发生改变时，电池的输出功率密

度会随着入射能量的增加而增加；且通过理论计算发现，入射能量对于短路电流的影响远大于开路

电压的影响。短路电流随着入射能量的增加呈线性变化，约为 1.25 倍，但开路电压的增加比例约为

1.02 倍，远小于入射能量的比例。

(3) 对于单片热光伏电池，在入射能量保持不变增加光斑大小时，电池的输出功率也会随着光斑

的增大而增大，对开路电压没有影响，短路电流随着光斑直径的增加呈线性增加，约为 1.01 倍。而

且随着光斑的增大，入射能量的均匀度提高，更有助于提高电池的输出功率。所以在入射能量一定

时，应尽可能的增大电池的工作面积，提高能量转换效率。
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摘要：球形止回阀是一种非常实用的流体控制装置，在工业领域的应用十分广泛。

通过球形止回阀的运用，可以有效防止倒流液体对设备的损害，保障管道系统的

安全运行，同时还能提高流体控制的准确性和稳定性。球阀球体大小对止回阀的

开关性能以及特性有很大影响，本文利用 CFD 方法针对球形止回阀球体大小进

行了数值计算，结果表明随着球体大小的增加，阀门末端的速度会相应减小，而

球体与尼龙 O 型槽之间的最大速度会有一定程度的增加，此外球体越大，阀门

关闭时的密闭性能更好。

关键词：CFD，球形止回阀，优化

0 引言

止回阀作为重要操纵元件，使流体管道可以调节流量、防止回流，为流体管

道的安全运行提供了重要保障。此外止回阀的用途极广，无论是在电力、石油、

航天、农业等人类生活的各个方面，都需要各式各样的止回阀，因此阀门的发展

对各行各业的尖端发展有很大意义。目前，虽然阀门的工程应用十分成熟，但关

于止回阀的内部特性研究还十分不足[1]，主要的原因是阀门的研究主要以实验为

主，通过实验结果改进阀门内部结构，从而优化其开关性能，但传统的方法成本

高，时间长。基于 CFD 方法的数值模拟技术能够解决这一问题，通过改变止回

阀不同的几何参数，可以更加直观地显示阀门内部流体的流速与压强分布情况，

最终结合少量的实验验证即可有效地指导阀门的优化设计，因此 CFD 方法具有

成本低、周期短的优势。

随着 20 世纪 60 年代 CFD 技术的兴起，大量学者开始进行系统模拟阀门内

部流体运动状态，如今相关理论分析已经发展的十分成熟。Kim, Nam-Seok[3]通

过选择合适的 CFD 移动网格技术来描述止回阀的动态行为和评估压力累积对阀

门关闭行为的响应,对四种不同的移动网格技术进行比较；Song Xueguan[4]等利用

有限元分析软件结合 UDF 编程技术，模拟了安全阀的启闭过程，分析了弹簧力

的变化，以及作用在阀瓣上的介质力，优化了安全阀结构，减小了阀门的振动。

与国外相比我国对阀门的研究较晚，大部分学者通过稳态分析的方法研究阀门，

付佳[5]等对不同开度下的阀门进行了数值模拟,对不同入口压力下阀瓣所受流体

的压力情况和阀瓣重力进行对比,确定阀门开启条件；刘梦瑶[7]对阀门启闭过程中

的非定常流动特征进行了分析解释极端工况下阀门内的流动机理,也为阀门的设

计与安全运行提供参照；综上，国内外学者从利用 CFD 流场仿真软件对止回阀

内部介质流动状态的稳态分析[8]，到利用自定义函数对阀门的开闭进行动态模拟
[10]，分析此种阀门的特性与止回响应。并通过多种优化手段相结合，使得止回阀

综合性能得到提升。

本文以球形止回阀为研究对象，基于 CFD 方法对其内部介质流场进行数值

模拟计算，并针对不同球体大小对球形止回阀的模拟结果进行分析。该研究对于

指导止回阀的优化设计具有重要意义，也为流体管道的安全、经济、高效运行提



供有效保障。

1 结构及工作原理

球形止回阀作为流体管道的开关阀门，主要由阀体、球体和挡板等组成，采

用滚球为阀瓣，其平面结构如图 1 所示。

其工作原理是：钢球在球罩内作短行程滚动来实现阀门的启闭。当水泵开启

时，水在压力的作用下冲开钢球，使钢球滚至上侧，由后阀体中的槽体固定其位

置，止回阀开启；泵停后，由于管路系统中的回水压力，迫使钢球滚至下侧前阀

体，与尼龙 O 型圈相挤压，达到止回阀的关闭。本文阀瓣采用钢球，O 型圈采用

弹性很好的尼龙材料，尼龙既保证密封，又能保证减小关阀过程中对管道系统的

破坏。后阀体在阀门打开时对钢球起固定作用和消除钢球与后阀体接触面积的压

强，使其接触为面接触，减小胶球在阀体内的颤抖引起的水力损失。

图 1 球形止回阀内部结构 图 2 简化模型

由于模型具有二维轴对称特性，为了节约计算时间并获得可靠性的数据，本

文对球形止回阀模型进行了合理简化，具体简化模型如图 2 所示。刚球可沿对称

轴自由移动，并承受弹簧载荷和流体力。尼龙 O 形圈连接到假定为刚性的阀体，

后者通过对整个阀体应用固定约束来指定刚度。将球固定在 O 形圈上的弹簧未

出现在几何结构中，而是使用了弹簧基座条件进行简化。弹簧常数为 4 N/m，当

球在阀中静止时，弹簧的预变形小于 5 mm。边界分别定义为压力变化的入口和

出口条件，且最大压力为 2500Pa。
2 模型预处理

2.1 数学方程

所有的流体流动都受制于质量守恒定律、动量守恒定律以及能量守恒定律，

数值模拟研究就是在这三个守恒定律的基础上来描述流体的流动状态。

其中：质量守恒定律可以表述为：在一定时间和单位体积内，流入该单位体

积的质量应与流出的质量相等。可以用质量守恒方程即连续性方程来表述：

( u) ( ) ( w) 0v
t x y z
      
   

   

（ 2-
1）



式（2-1）中，流体的密度为 ρ，t 是时间。流体流动时的速度矢量在 x、y、
z 轴方向上的分速度 u、 v 和 w 都是时间以及空间的函数。

流体的流动也受到动量守恒定律的制约。该定律可以表述为：单位时间单位

体积流体内的动量的变化率应与外界所有作用在该单元体的应力的加和值相等。

可以用动量守恒方程（N-S 方程）也叫运动方程来描述，该方程是对流体进行微

元动量上的衡算。
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
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式中 t 表示时间，P 是流体微元上的静压，η是动力粘性系数，Su、Sv、Sw

是流体微元上的各方向的体积分力。

2.2 网格划分

该模型的主要问题是求解流固耦合问题，被流体分隔开的两个弹性部分（即

钢球和尼龙 O 型圈）相互接触。在实际接触情况下，流体域的拓扑随着零件的接

触而发生变化。对于数值分析，需要在接触设置中包含一个偏移量，以防止零件

发生物理接触。在此模型中，偏移量设置为非常小的值（5um），这使得保持流

体域的拓扑结构，同时仍能防止阀关闭时发生明显的反向流动。

本论文在球将要与 O 形圈接触或将要移开时，采用自动重新划分网格来获

得更为精确的求解。由于边界层网格的缘故，使用失真作为重新划分网格的条件，

当最大单元扭曲的平方根超过 0.5 时，将为几何结构重新划分网格。图 3(a)显示

为整体网格划分。图 3(b)(c)为球形止回阀关闭和开启时的网格划分状态。

（a）整体网格划分 （b）球阀关闭时 （c）球阀开启时

图 3 止回阀不同工作时网格

3 止回阀工作模拟

由图 4(a)可以看到阀最大开度时的流体速度，最大速度约为 2.5 m/s，主流道

及其周围的回流清晰可见。图 4(b)(c)(d)可以看出在 0 到 5 秒的时间里，随着入

口压力的不断加大，止回阀里的钢球所承受的流体压力和 Mises 应力也不断加



大，在第 1 秒时，钢球所承受的流体压力和 Mises 应力达到即将开启阀门的状

态，此时流体压力达到 8.665×103Pa，Mises 应力达到 1.16×106Pa。在 5s 时，入

口压力达到最大，此时钢球在流体的压力下向上移动与尼龙 O 形槽相距达到最

远，并且此时流体经过钢球后方后形成涡流，阻碍钢球继续上移。

（a）阀最大开度时的流体速度 （b）止回阀关闭时 Mises 应力

（c）止回阀即将开启时 Mises 应力 （d）止回阀开启时 Mises 应力

图 4 阀最大开度时的流体速度

此外，从图 5(a)(b)可以看出阀中的流体流动、球心位移及压力随时间变化情

况，在 0 到 1 s 以内，压力沿反向流动方向增加，在 1s 达到最大，此时最大反向

流动约为 0.53 ml/min。施加弹簧预变形后，球会稍微向下移动。随着反向压力的

增加，球的位移可以忽略不计。 3 秒钟后，沿工作方向的流量增加，球阀开始

移动直到球达到约 0.32 mm 的最大位移。



（a）阀中的流体流动随时间变化情况 （b）球心位移随时间变化情况

图 5 阀中的流体流动、球心位移及压力随时间变化情况

4 钢球大小对阀门特性影响

本次仿真模拟对球形止回阀的钢球大小进行参数优化，利用参数化扫描，

研究钢球大小对球阀末端速度以及球阀最大速度和入口压力的影响，考察 3.57
mm、3.58mm、3.59mm、3.60 四组不同钢球大小，经过扫描后图像如下图 6 所

示，不同钢球大小对入口压力影响不大，当随着钢球大小的增加，阀门末端速

度下降，阀门的最大速度增加，这是由于随着钢球的增大，导致阀门打开的程

度减小，在压力一定的情况下其最大速度一定会增加。
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图 6 不同球腔长度对阀门末端速度影响

5 结论

1.当流体进入止回阀后，压力会有突然减小的瞬间，但随着时间的推移，

阀门内部的压力会趋于稳定，此外当增加阀瓣钢球的大小，阀门末端的速度会

相应减小，而钢球与尼龙 O 型槽之间的最大速度会有一定程度的增加。钢球越

大，阀门关闭时的密闭性能更好，阀体内的压力分布过渡较为均匀，符合流体

的实际流动情况，并且速度分布情况也较为理想。

2.通过建立了球形止回阀的模型，可以直观的看到球阀的工作状态以及球

阀内部的流体速度和压力，可以很好的改进阀体的设计，但与实验相比，数值

模拟方法对实际工况进行假设和简化，可能导致模型与实际情况存在差异。
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摘要：本文针对传统热管式相变储热系统存在结构不紧凑、储放热过程中的温度波动等问题，设计了一种

具有双驱动力的新型内嵌式热管。在储热系统的蓄热过程中，利用重力和微槽管的毛细力的双重作用促进

冷凝段凝结液的回流，提高热管的干涸极限。在放热过程中，微槽管的毛细作用既可以促进冷凝段凝结液

的回流，又可以帮助液池中的工质更好地浸润绝热段壁面。并对不同加热模式下热管的传热特性进行了实

验研究。结果表明：在热管底部加热条件下，充液率较小时的热管热阻随加热功率增加减小，充液率较大

时的热阻先增大后减小，在所测所有加热功率中，热阻低至 0.039 K/W。在模拟相变材料对热管加热条件

下，同一加热功率下，当充液高度小于 130mm 时，热管热阻随着充液率增加先减小后增大此时热管的最佳

充液率为 15%，热阻低至 0.1 K/W。

关键词：双驱动力热管；充液率；热阻；传热性能

0 引言

储能是指以设备或介质为容器存储能量，并在不同的时间空间释放能量的过程[1]。热管

式储能系统作为一种新型储能技术，具有调控电能品质、移峰填谷、提高电能利用率的优势，

对建设以绿色能源为主的新型能源结构以及实现“双碳”目标具有重要作用[2, 3]。热管式储

热系统的传热热阻主要由热管传热热阻、相变材料的导热热阻和系统的对外换热热阻组成[4,

5]。热管作为储热系统的核心部件，在储热材料特性不变的前提下，如何强化储热过程中的

热管传热就成了发展储热技术的又一突破口[6,7]。张等[8]通过深入开展复合强化传热特性研

究发现：同时采用内螺纹及自湿润流体两种强化方法可以降低重力热管运行温度，减小热阻，

增大换热系数，有效改善重力热管在垂直放置时的传热性能。战等[9]采用数值模拟方法对 U
形管蒸发冷凝和热管内部流动传热过程进行了研究。马等[10]在室温环境下分别测试了平板

重力热管和翅片重力热管在不同加热功率条件下的瞬态热响应速率、稳态沿程温度分布及平

板热管的等效热导率。对于平板热管，加热功率增大，均温段长度增大；与平板热管相比，

翅片热管由于散热面积的增加，相同加热功率条件下的均温段长度更长，均温性更好，整体

温度更低。Zou 等[11]通过在重力热管蒸发端添加翅片，通过实验和模拟发现：当翅片数为 4
和 12 片时，热管总热阻平均降低了 4.93%和 13.43%。

传统重力热管由于没有毛细芯，蒸汽在冷凝段凝结成液态后只能依靠重力沿热管管壁回

流至热管的液池内[12-14]。但当热管内的充液率较小时，热管内绝大部分工质转变为蒸汽，但

蒸汽冷凝回流不及时，易使蒸发段底部的工质出现干涸现象，甚至液池内工质全部蒸干出现

“干烧”的情况，出现干涸极限[15-17]。针对传统的热管式储热系统存在结构不紧凑，在储热

和放热过程中热管的传热性能波动，工质浸润壁面能力弱等问题[18-20]，本文设计了一种具有

双驱动力的新结构热管，并采用实验方法对不同加热模式下双驱动力热管的传热特性和工作

稳定性进行了研究。

1 双驱动力热管制作及实验系统搭建

1.1 双驱动力热管结构设计



图 1 新型内嵌式热管工作原理图和结构尺寸

本文主要研究双驱动力热管在不同工质和不同加热方式下的传热性能，因此实验系统在

满足传统重力热管通过底部蒸发段加热工质的同时，又要具备模拟相变材料通过绝热段加热

工质的能力。同时，作为面向储热强化的研究，双驱动力热管的设计也要考虑到与相变储热

材料的耦合等问题。图 1a 为新型内嵌式热管的工作原理示意图，新型内嵌式热管与普通两

相闭式热虹吸管工作原理相似，管内壁没有吸液芯结构，工作时只能蒸发段位于冷凝段下部，

当蒸发段输入热量，管内工质吸热达到饱状态后开始相变，并在蒸发段与冷凝段之间进行两

相流传热。其中新型内嵌式热管的蒸发段和冷凝段管径相同且都大于绝热段的管径，这样减

少了绝热段所占有的体积，与相变材料耦合利用时，可以增加相变材料的储量；而蒸发段又

内嵌有一段短管，使用时，将电加热棒插入其中。图 1b 为新型内嵌式热管的结构尺寸图，

其中热管的壁厚为 1mm，考虑到加工精度的问题，电加热棒和新型内嵌式热管、新型内嵌

式热管和一级热管之间均采用间隙配合，后期使用时在间隙中填入高导热性材料。

图 2是双驱动力热管实物图和微槽铜管截面实物图与示意图，其中热管的壁厚为 1mm，

毛细微槽的宽度和深度在 0.6mm 左右。为了减小导热热阻和强化传热，实验前会在电热棒

与热管蒸发段内嵌的短管间填充导热硅脂。热管的制作采用分体加工再焊接的方法，即先将

双驱动力热管各部件加工好，再焊接成一个整体。为确保热管的密封性和焊接强度，热管的

焊接选择了气焊。

图 2 双驱动力热管实物图和微槽铜管截面实物图与示意图

1.2 双驱动力热管结构加工

加工既要考虑加工的精度、难易程度又要考虑成本，因此对各种加工方法进行比较后

再进行选择。其中二级热管可以用一体加工的方法实现，网上有商业化的产品，可以直接

购买使用，主要考虑新型内嵌式热管的加工。如图 3 所示，本设计将内嵌式热管分为 11 个

a) b)



部分，采用分体加工再焊接的方法。紫铜的导热性较好，热管每部分都采用紫铜材质。关

于紫铜的焊接，前期采用过锡焊、氩弧焊及气焊，其中锡焊属于渗透焊接，是一种不伤害

母材的焊接，且锡焊的表面比较干净，但锡焊耐温比较低，牢固性较差，重摔后容易从焊

口断裂。氩弧焊温度比较高，是一种伤害母材的焊接，但由于铜管壁厚只有 1mm，电弧容

易将铜管穿透形成小孔，造成焊接处密封性不佳。气焊也是一种伤害母材的焊接，采用银

焊丝，用焊枪将母材和焊丝烧熔使之紧密结合，密封性和强度较好，但母材在高温下容易

氧化，焊接表面比较脏。相比之下，考虑到热管的密封性和焊接强度最终选择了气焊。

图 3 新型内嵌式热管结构示意图

1.3 新型内嵌式热管优点

相比于传统重力热管，新型内嵌式热管的蒸发段和冷凝段管径相同且都大于绝热段的管

径，这样减少了绝热段所占有的体积，与相变材料耦合利用时，可以增加相变材料的储量；

而蒸发段又内嵌有一段短管，使用时，将电加热棒插入其中。这样设计的好处有以下几点：

（1）蓄热过程对应加热棒加热，绝热段的微槽管的毛细力可以加速凝结液回流，可以防止

蒸发段出现干涸现象；（2）放热过程对应电热丝加热，微槽管的毛细力可以促进底部工质向

上浸润加热壁面，提高干涸极限；（3）热管的加热与传热分开进行，电热棒在蒸发段内嵌的

短管中进行加热，避免了加热棒与相变材料直接接触导致相变材料对电热棒的腐蚀，同时热

量从热管内部导入可以减少热量损失；（4）热管的蒸发段和冷凝段也可以参与传热，不必独

立于蓄热器而裸露在外，有利于蓄热器的封装。热管管外加热还会造成一部分热损失，而管

内加热几乎没有热损失。与蒸发段类似，冷凝段也内嵌有一段短管，使用时，将二级热管插

入其中，加强冷凝段的散热，这段既是新型内嵌式热管的冷凝段也是二级热管的蒸发段。

1.4 热管传热性能测试系统

双驱动力热管传热性能测试实验系统如图 4 所示。实验数据测取过程中所用设备包括

恒温水槽、直流稳压电源、真空泵、水泵、电加热棒、热电偶、数据采集器、电脑等。按照

这些设备的功能和用途，可将整个实验系统分为五个部分，即热管本体、加热系统、冷却系

统、辅助系统和数据采集系统。为了模拟储热相变材料放热对热管加热的过程，将加热方式

改为热管绝热段均匀缠绕电热丝加热，来验证微槽管的毛细力对工质浸润壁面的强化作用，

并对热管的传热性能进行研究。为了探究不同充液率对双驱动力热管传热性能和传热稳定性

的影响并确定满足双驱动力热管启动的最小充液率，本文选用去离子水作为工质，冷却水温

度控制为 15 ℃，选取 5%、10%、15%、30%、50%、70%共六组充液率进行研究。选取 10-
120 W 共 12 个功率作为加热功率。



图 4 实验系统实物图

1.5 实验数据处理

热管的平均温度可由式（1）～（3）计算得到，其中 T1、T2、T3 为蒸发段测温点温度，

T4、T5、T6 为绝热段测温点温度，T7、T8、T9 为冷凝段测温点温度。

Tഥ௘ =
ଵ

ଷ
(Tଵ + Tଶ + Tଷ) （1）

Tഥ௔ =
ଵ

ଷ
(Tସ + Tହ + T଺) （2）

Tഥୡ =
ଵ

ଷ
(T଻ + T଼ + Tଽ) （3）

Q = P = UI （4）
式中，Q 为热管的热负荷，U 为输入电压，I 为输入电流，Tഥ௘为蒸发段平均温度，Tഥୟ为

绝热段平均温度，Tഥ௖为冷凝段平均温度。引入热管热阻来分析热管整体的传热性能，热管的

热阻体现了在一定加热功率和一定平均温差下的热管传热阻力，其定义见式（2-5）

R =
୘ഥ೐ି୘ഥౙ

୕
（5）

在结合等效导热系数法和等效对流换热系数法两种评价方法后，本文从宏观出发，利用

傅里叶定律，即利用式（6）、（7）来计算热管的等效导热系数ߣ௘。

Q = −λA
ୢ୲

ୢ୶
→ λ =

୕ ୢ୶

୅|ୢ୲|
（6）

λୣ =
ସ୐౗

஠ୢ౗౥
మ

୕

୼୘
（7）

另外本研究用电热丝均匀缠绕在热管绝热段上来模拟相变材料放热加热热管的过程，对

电热丝加热时的热管传热性能进行研究，此时热管热阻用式（8）计算。

R =
୘ഥೌି୘ഥౙ

୕
（8）

式中 Q 为直流电源的加热功率，La 为热管绝热段长度，dao 为绝热段铜管外径，ΔT为

蒸发段与冷凝段的平均温差。



2 实验结果与讨论

2.1 底部加热模式下的热管传热性能研究

不同充液率和加热功率时热管的热阻变化规律图如图 5 所示。从图上可知，同一加热功

率下，当充液高度比加热段高度小时，在充液率增加的条件下，热阻先降低后升高，在 15%
充液率时热阻降至最小，加热功率为 120 W 时热阻低至 0.039 K/W。当充液率较小时，液池

内工质高度较小，从汽化核心处生成的气泡很容易冲出液面。气泡携带一部分液态工质以气

液两相流的形式上升，但由于气泡初始动能较小，气液混合态工质只能上升到绝热段，不能

冲击到冷凝段顶部，因此无法冲刷冷凝段壁面。所以冷凝段可以视为传热系数较小的典型膜

状凝结换热，限制了冷凝段的传热能力，导致热管整体热阻较大。当充液率增大时，气液两

相流虽然能够冲击到冷凝段顶部，对冷凝段形成有效的冲刷，但液态工质质量太大，工质温

升更缓慢，导致同功率下需要对工质进行更长时间的加热，才能使气泡推动液柱向上运动。

因此气液两相流的脉动频率和壁温变化剧烈程度大幅下降，导致传热恶化，相比于小充液率，

整体热阻反而更大。

图 5 各充液率下热管在不同加热功率下的传热热阻

当充液高度大于加热段高度时，热阻随充液率增加逐渐增大，而且充液高度比加热段高

度小时的热阻基本上均低于充液高度比加热段高度大时的热阻。当热管内充注的工质较多、

热管充液率较大时，充液高度大于有效的加热高度，液面高度较大导致蒸发段产生的气泡处

于更大的压力下。这使气泡从壁面上汽化核心处脱离所需的初始动能增加，气泡很难冲破液

面形成气液两相流。气泡只能在液面下不断生长，气泡之间相互合并逐渐形成汽弹推动液体

向上运动。液体撞击冷凝段顶部后与壁面交换动量，使液体流速方向转向下，并在重力作用

下沿着冷凝段壁面向下流动。液态工质在冷凝段壁面形成一层液膜，增大了冷凝段凝结换热

热阻，因此充液高度比加热段高度小时的热阻普遍低于充液高度比加热段高度大时的热阻。



图 6 同一功率下不同充液率时的热阻

从图 7 可以看出，在同一充液率下，热阻随着加热功率的增加大幅度减小。以充液率为

10%的热管为例进行分析，液池内的汽化核心数随加热功率的增大而增多，气泡生成和脱离

的速率加快，气泡从壁面上汽化核心处脱离时的初始动能更大，气液两相流可以更频繁更快

速地向上运动，对冷凝段壁面地冲刷频率也随之增加。冲刷可以破坏冷凝段壁面上的液膜，

将膜状凝结换热变为强制对流传热，提高了冷凝段的换热能力，使热管的整体热阻降低。当

充液率较大时，虽然热管内压力更高，工质沸点也随之升高，导致热管启动前的显热蓄热阶

段时间更长、启动温度更高，并且由于显热蓄热阶段蒸发段温度不断升高，而冷凝段换热系

数小温度基本不变，导致热管启动前蒸发段和冷凝段间的平均温差增大，整体热阻也不断增

加。但热管启动后，随着加热功率的增加，管壁温度升高，液体显热蓄热时间减小，间歇沸

腾的频率增加，气液两相流可以更频繁更快速地向上运动，对冷凝段壁面地冲刷频率也随之

增加。液柱上升时对冷凝段的冲刷增大了热管冷凝段的换热系数，液柱下降时对液池的冲击

造成剧烈扰动提高了冷凝段的换热系数，致使热管的热阻也随加热功率的增大而大幅减小。

从图 7 和图 8 可以看出等效导热系数随加热功率和充液率的变化关系。当充液高度比

加热高度小时，在充液率增加的条件下，等效导热系数先增大后减小；当充液高度比加热高

度大时，在充液率增加的条件下，等效导热系数逐渐减小。所测所有充液率中，充液率为 15%
时的等效导热系数最大，最大可达 63955 W/(m·K)。



图 7 各充液率下热管在不同加热功率下的等效导热系数

图 8 同一功率下不同充液率时的等效导热系数

所测全部充液率中，在加热功率增大的条件下，等效导热系数均增大，等效导热系数在

加热功率为 120 W 时达到最大，此时热管尚未达到传热极限，热管传热性能依然良好。若

是要探究热管的传热极限，可以选择使用电阻更小的加热棒来达到更大的加热功率。当热管

达到传热极限时，将出现等效导热系数不再随加热功率的增大而增大或随加热功率的增大而

减小的现象。

2.2 模拟相变材料加热下双驱动力热管传热性能研究

由于双驱动力热管的绝热段为内表面刻有螺旋微槽的铜管，所以在模拟相变材料加热模

式下，只有充液高度达到 130 mm 时，工质才能接触到内壁面的微槽，因此充液率大小对热

管的传热性能具有很大影响。



图 9 30%充液率下的热管壁面温度变化曲线

从图 9 可以看出，当充液率达到 30%时，充液高度约为 128 mm，虽然略低于 130 mm，

但由于部分工质受热汽化后形成气泡体积增大，所以实际液面已经接触到微槽管内壁面。从

图中可以看出，在毛细力的作用下，绝热段下部的微槽管壁面已经得到了浸润，由于热管内

部压力在脉动，而绝热段底部靠近蒸发段并远离冷凝段，内部的温度与工质的饱和温度对应。

而 30%充液率下，在启动过程中液池内已经生成大量的蒸汽流动到冷凝段，所以有足够多的

凝结液回流，使绝热段上部和中部温度温升更缓慢，因此绝热段下部壁面温度上升幅度更大。

图 10 各充液率下热管热阻随加热功率变化曲线

图 10 为各充液率下热管热阻随加热功率变化曲线，图 2 为同一功率下不同充液率时的

热阻。从图 10 可以看出，随着加热功率的增大，小充液率下的整体热管先增大后减小，大

充液率下的整体热阻逐渐减小。这可能是由于小充液率时，绝热段壁面得不到工质的浸润，

壁面温度不断升高，但蒸发段的加热速率却很缓慢，导致热管均温性差，热管整体热阻较大。

从图 2 可以看出，同一加热功率下，当充液高度小于 130 mm 时，热管热阻在充液率增加的

条件下先减小后增大，在充液率为 15%时热阻降至最小，只有 0.1 K/W；当充液高度大于 130
mm 时，随着充液率增加，热管热阻逐渐增大，在充液率为 50%时热阻最小。



图 11 同一功率下不同充液率时的热阻

从图 11 与图 6 对比可以发现，电热丝加热模式下，热阻随充液率的变化规律与电热棒

加热时基本一致，但相同充液率下，小充液率时热阻随加热功率的变化幅度更大，大充液率

时热阻变化幅度更小。这可能是因为小充液率时，热量需要通过导热传递到蒸发段，绝热段

和冷凝段的平均温差较大，热管热阻也较大，但热管启动时壁面温度骤变，均温性在瞬间得

到改善，热阻大幅减小；而大充液率时热量可以直接加热，这使大充液率时热管的启动温度

更低，启动前的均温性更好，热阻较小，在热管启动时温度和热阻不会出现骤变。

图 12 各充液率下热管在不同加热功率时的等效导热系数

图 12 为各充液率下热管等效导热系数随加热功率变化曲线，图 11 为同一功率下不同

充液率时的等效导热系数。从图 12 可以看出，随着加热功率的增大，小充液率下的等效导

热系数先减小后增大，大充液率下的等效导热系数逐渐增大。并且在所测全部充液率中，在

加热功率增加的条件下，等效导热系数均增大，当加热功率增加到 210 W 时等效导热系数

达到最大，说明此时热管传热性能依然良好，没有达到传热极限。从图 13 可以看出，同一

加热功率下，当充液高度小于 130 mm 时，热管的等效导热系数随着充液率增加先增大后减

小，在充液率为 15%时等效导热系数最大，最大可达 26670 kW/(m·K)；当充液高度大于 130
mm 时，随着充液率增加，热管的等效导热系数逐渐减小，在充液率为 50%时等效导热系数

最大。



图 13 同一功率下不同充液率时的导热系数

3 结论

本文旨在解决传统热管式相变储热系统存在的结构不紧凑、储放热过程存在温度波动等

问题，在内嵌式重力热管的基础上，设计了一种双驱动力动力热管。通过搭建热管传热性能

实验测试系统，对双驱动力热管在不同加热方式、不同充液率以及不同加热功率下的传热性

能进行了实验研究。主要内容和结论如下：

（1）热管底部加热条件下，充液率较小时的热管热阻随加热功率增加减小，充液率较

大时的热阻先增大后减小，在所测所有加热功率中，热阻低至 0.039 K/W。当充液高度小于

蒸发段的高度时，热阻随充液率增大先降低后升高，15%充液率时热阻最小；当充液高度比

加热段高度小时，热阻逐渐增大，30%充液率时热阻最小，充液高度比加热段高度大时的热

阻基本上均高于充液高度比加热段高度小时的热阻。

（2）模拟相变材料对热管加热条件下，充液率较小时，热管的整体热阻随加热功率增

加先增大后减小；充液率较大时，整体热阻随加热功率增加逐渐减小。同一加热功率下，当

充液高度小于 130mm 时，热管热阻随着充液率增加先减小后增大此时热管的最佳充液率为

15%，热阻低至 0.1 K/W；当充液高度大于 130 mm 时，热管热阻随着充液率增加逐渐增大

此时热管的最佳充液率为 50%。
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摘 要：为确保船用增压锅炉的稳定运行，本文提出一种船用增压锅炉运行参数的趋势预测模型。该模型结

合了随机森林和门控循环单元（GRU），用于对小型增压锅炉的过热蒸汽温度进行预测。通过随机森林筛选

出对预测结果影响较大的特征，并利用 GRU 神经网络进行时序预测，令模型能够提供更准确的预测结果。

实验结果表明，采用随机森林结合 GRU 的预测模型具有较低的误差，表明该模型具备较高精度的预测能力

和良好的泛化性能。

关键词：小型增压锅炉；神经网络；随机森林；门控循环神经网络

0 前言

作为船舶动力系统的核心设备[1]，增压锅炉工作环境恶劣，容易发生故障。如果设备异

常未能及时发现，将会威胁船舶整体动力系统，并可能带来不可预见的危害[2]。因此，有必

要研究增压锅炉安全性能参数趋势预测技术。基于门控循环（Gated Recurrent Unit，GRU）

神经网络模型以其出色的时间和空间特征提取能力而著名，已被广泛应用于趋势预测。GRU
神经网络结合了传统循环神经网络（RNN）和长短期记忆（LSTM）的优点，并在时序数据

建模任务中表现出了出色性能。

刘晓剑等[3]采用 GRU 神经网络模型，预测某高速公路路基沉降演变规律并结合实际数

据对比，结果表明基于 GRU 的路基沉降预测方法可靠。刘兴伟[4]提出基于 GRU 神经网络的

锅炉用户用气量预测方法，能够在不考虑天气因素的情况下实现较高的预测精度。张艳君等
[5]提出一种基于 GRU 神经网络的桥梁变形预测方法，并与其他预测模型进行比较，实验结

果表明该方法具有更强的学习能力和预测效果。

上述研究虽表明 GRU 模型具备良好的预测性能，但没有考虑特征选择在提升模型预测

性能方面的研究。通过特征选择可以避免模型学习与目标参数关联不大的映射关系，从而令

预测的最终结果更加准确有效。综上，本文采用随机森林模型与 GRU 神经网络模型结合的

方法建立小型增压锅炉的趋势预测模型。

1 基础理论

1.1 基于随机森林的特征选择算法

在神经网络的训练中，并非特征参数越多，所构建模型的预测性能便越好。由于目标变

量与其他特征参数均有一定的关联性，而在这种关联性中，存在着较弱的联系，迫使神经网

络模型学习这些不显著的关联性，会令模型建立起不稳定的映射关系，降低模型整体的预测

性能，甚至出现过拟合的情况。因此，有必要在保证最终的预测结果精确度情况下，减少数

据冗余。

随机森林是一种常见的机器学习算法[6]，其基本思想是基于决策树集成的方法，通过构

建多个决策树，并综合考虑它们的结果来评估特征的重要性。这种集成的方式能够充分考虑



特征之间的相关性和非线性关系，提供可靠的特征评估结果，并帮助我们选择最具有预测能

力的特征子集[7]。本文中的随机森林算法流程如下所示：

（1）从原始训练数据集中随机选择一定数量的样本，有放回地进行抽样，构成一个子

样本集。这个子样本集将用于每个决策树地训练。

（2）根据每个子样本集构建对应决策树模型。在构建决策树的过程中，对于每个节点，

在随机选择的特征子集上进行划分，选择最佳的划分特征和划分点。

（3）重复步骤（1）和步骤（2），构建多个决策树模型组成随机森林。

（4）使用随机森林模型对测试样本进行预测，并由票选法决定最终预测结果。

随机森林算法流程如图 1 所示。

原始数

据集

有放回随机

抽样

训练集1

训练集2

...

训练集n

决策树1

决策树2

...

决策树n

随机森林
投票决定

最终结果

图 1 随机森林算法训练过程

在随机森林回归器中，平均不纯度减少值（Mean Decrease Impurity，MDI)是一种特征重

要性度量[8]，它通过计算每个特征在随机森林中减少的不纯度的平均值来评估特征的重要性。

具体计算步骤如下：

（1）对于每棵树，计算每个特征在树中减少的不纯度值。通过衡量在特征划分前后的

不纯度差异实现。在回归问题中，不纯度度量指标常见为均方误差（Mean squared error,MSE）。
（2）对于每个特征，将其在所有树种减少的不纯度值进行平均。

（3）最终的特征重要性得分即为各特征在所有树中平均减少的不纯度值。

重要性分数ܫ计算公式如下：

=ܫ ߑ
ܯ 1ܧܵ − ܯ 2ܧܵ

ܰ
(1)

式中，ܯ ܯ，1为节点划分前的总方差ܧܵ 2为节点划分后的总方差，ܰ为随机森林的决策树ܧܵ

总量。由于平均不纯度减少值ܫ衡量每个特征对模型预测能力的贡献的指标，因此可以用于

评估特征参数对目标参数的重要性。

1.2 门控循环单元神经网络模型

时序数据建模一直是机器学习领域的热门领域方向之一[9]。在这个领域，一种备受关注

的神经网络模型是门控循环单元（Gated Recurrent Unit，GRU）。GRU 神经网络结合了传统

循环神经网络（RNN）和长短期记忆（LSTM）的优点，并在时序数据建模任务中表现出了

出色性能[10]。

GRU 神经网络是一种用于时序数据建模的递归神经网络模型，其基本结构如图 1.2 所

示。通过引入门控机制，能够在保留长期依赖性的同时，有效地捕捉重要地时序信息。与传

统地 RNN 相比，GRU 具有更少地门控单元，从而减少了模型的复杂性和参数数量。
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图 2 GRU 单元内部结构

GRU 神经网络的核心思想是使用两个门控单元：更新门（Update Gate）和重置门（Reset
Gate）。更新门用于控制当前输入与前一时刻的信息更新程度，而重置门则决定了前一时刻

的信息在当前时刻的重要性。这种门控机制使得 GRU 网络能够更好地处理长期依赖性，并

更好地捕捉时序数据中地关键信息[11]。

此外，GRU 神经网络还具有一种候选隐藏状态，它计算当前时刻的隐藏状态。这个候

选隐藏状态是根据当前输入和前一时刻的隐藏状态算得到的，同时受到更新门和重置门的控

制。通过这种方式，GRU 网络能够在每个时刻灵活地更新隐藏状态，从而更好地适应时序

数据的变化。整个过程可以被简洁地表示为：

更新门ݖ௧的表达式为：

=௧ݖ ܹ)ߪ (௭)x௧+ ܷ(௭)ℎ௧ି ଵ) (2)

重置门ݎ௧的表达式为：

௧ݎ = ܹ)ߪ (௥)ݔ௧+ ܷ(௥)ℎ௧ି ଵ) (3)

时刻的候选向量ℎ௧ݐ
ᇱ的表达式为：

ℎ௧
ᇱ= tanh(ܹ x௧+ ⊙௧ݎ ܷℎ௧ି ଵ) (4)

：时刻的新状态向量ℎ௧的表达式为ݐ

ℎ௧= ௧⊙ℎ௧ିݖ ଵ + (1 − ௧)⊙ℎ௧ݖ
ᇱ (5)

式中，ܹ 、ܷ为权值向量；ݔ௧为第ݐ个时间步的输入向量；ℎ௧ି ଵ为ݐ− 1时刻的单元状态向量；

为ߪ Sigmoid 激活函数；tanh为双曲正切函数；⊙为 Hadamard 乘积运算。

由于其门控机制的引入，GRU 网络能够处理长期依赖性并捕捉重要的时序信息，使其

成为时序数据建模的理想选择[12-13]。因此，基于 GRU 神经网络的模型被广泛应用于趋势

预测任务中。相较于传统的 RNN，GRU 具有较少的门控单元，减少了模型的复杂性和参数

数量，从而提高了计算效率。借助更新门和重置门，GRU 网络能够控制信息的更新程度和

前一时刻信息的重要性，以及通过候选隐藏状态适应时序数据的变化。综上所述，使用 GRU
神经网络模型作为趋势预测模型能够有效地捕捉时序数据中的规律和趋势，为决策提供有力

支持。

2 预测模型

2.1 GRU 模型设计

趋势预测任务旨在通过提取现有的时序信息，预测未来目标参数的变化趋势。在小型增

压锅炉运行参数中，本身便存在一定的时序关系，具备一定的可预测性。因此，选择在时序



数据分析和预测方面表现出良好效果的 GRU 模型，以实现目标参数的准确预测。

本文采用单层 GRU 层完成时序信息的提取和特征学习，神经元数量设定为 64 个，选

择双曲正切函数（tanh）作为激活函数；为了适配 Dense 层的输入要求，添加 Flatten 层，将

GRU 层的输出展平；最后添加 Dense 层接收参数，其中激活函数选择了线性激活函数，完

成模型的输出。

为了提供可靠、稳定和有意义的输入给模型，本文还对实验参数进行了进一步的处理。

应用特征选择、数据降噪、数据归一化、数据加窗和时间序列差分等预处理步骤，以提高数

据的质量，满足模型的要求。通过上述操作，实验参数得到了更加准确和可靠的表示，为模

型的训练和预测提供了更好的基础。趋势预测模型如图 3 所示。

输入参数

特征选择
(随机森林)

数据预处理

数据归一化

时间序列差分

时间序列预测

建模

GRU神经网络

趋势预测模型

数据降噪
(局部加权回归)

图 3 GRU 趋势预测模型流程图

2.2 训练方法优选

为了确保模型具有良好的预测精度与泛化能力，我们需要在训练过程中设置适当的参数。

以下是针对 GRU 神经网络模型的参数设置的详细说明：

（1）损失函数。损失函数是在训练神经网络模型时使用的目标函数，用于衡量预测值

与真实值之间的差异，选择适当的损失函数可以帮助模型学习正确的模型并优化模型的参

数。常见的损失函数包括：均方误差、交叉熵误差以及 KL 散度损失。其中均方误差常用于

回归问题，故本文选择均方误差作为 GRU 神经网络的损失函数。

（2）网络学习率与迭代次数。学习率决定了模型参数在每次迭代中更新的步长或速率，

对模型的训练效果和收敛性能起着关键的作用。本文通过试错法设定学习率为 0.01，同时采

用学习率衰减策略和提前停止策略防止模型的过拟合，从而提高模型的泛化能力。

（3）优化算法。优化算法用于更新神经网络的参数，以最小化损失函数并提高模型的

性能。常见的优化算法包括随机梯度下降（SGD）、自适应矩估计优化算法（Adam）、均方

根传播（RMSprop）。本文分别采用上述三种优化算法对 GRU 模型进行 100 次训练，结果如

图 4 所示。由图可知，Adam 训练的网络效果最好，收敛最高，损失函数最小，RMSprop 则

次之，SGD 的训练效果最差。故本文最终选择 Adam 作为模型优化器。



图 4 优化算法对比

2.3 评价指标

为定量分析与评价模型性能，将测试集输入数据经数据预处理后依次输入训练好的网络

中，将模型的输出结果与真实值进行比较，计算结果的平均绝对误差（Mean Absolute Error，
MAE），平均绝对百分比误差（Mean Absolute Percentage Error，MAPE）和均方根误差（Root
Mean Square Error，RMSE）[14]，误差值越小，代表模型的预测性能越好。计算公式如下所

示：

MAE =
1

݊
෍ ො௜െݕ| |௜ݕ

௡

௜ୀଵ

(6)

MAPE =
1

݊
෎ ฬ

ො௜െݕ ௜ݕ
௜ݕ

ฬ

௡

௜ୀଵ

(7)

RMSE = ඩ
1

݊
෍ ௜െݔ) (ො௜ݔ

ଶ

୬

୧ୀଵ

(8)

上式中，݊为序列的长度；ݔ௜为真实值；ݔො௜为模型输出值。

3 实例分析

3.1 实验数据来源

本文所使用数据基于小型增压锅炉系统实验，通过开展旁通阀扰动实验获得，在实验期

间的运行状态包括正常运行和旁通阀受扰动两部分，共有 18554 各采样点，采样间隔为 1s，
时间范围在 12:36:51 至 17:46:05 间。所采集参数有汽包温度、汽包压力、汽包水位、烟气压

力、烟气温度、过热蒸汽压力、过热蒸汽流量、过热蒸汽温度、给水压力、供风压力、风机

频率反馈信号、旁通阀阀位、燃油压力、燃油压力调节阀开度、给水流量、给水电动阀阀位、

锅炉进风温度等 17 个参数。

在上述参数中，过热蒸汽温度作为锅炉工况的关键指标，对系统的正常运行有着至关重

要的影响，参数的异常轻则影响锅炉的热效率和设备寿命，严重时会导致爆炸事故的发生。

故本文选取过热蒸汽温度作为趋势预测模型的预测目标。

3.2 特征参数选择

本文采用随机森林算法来选择特征参数，并构建了一个由 100 个决策树组成的随机森

林模型进行测试和评估，评估结果如图 5 所示。根据特征重要性图示，我们可以选择过热蒸



汽流量、过热蒸汽压力以及汽包压力作为模型的输入参数。

由热力学角度分析可知，过热蒸汽流量是锅炉内蒸汽的单位时间通过量，直接影响热能

的输入；根据理想气体定律，温度和压力成正相关，增大过热蒸汽压力会导致温度上升；而

增加汽包压力可以提高对过热蒸汽压力的支持，从而令其温度升高。因此，基于随机森林算

法的特征选择结果在热力学角度上是合理的。

图 5 特征选择评估结果

3.3 实验结果对比

为进行测试结果对比，验证模型的有效性，此处设置了两个对照组，即将所有参数作为

特征输入的预测模型（B 组），使用长短期记忆（Long Short-Term Memory，LSTM）网络模

型（C 组）。以小型增压锅炉运行数据作为实验数据，其中实验数据 70%作为训练集，30%
作为测试集。将所有测试集样本输入至各个训练完毕的预测模型中，获得其预测输出值并进

行结果对比，计算 3 个预测模型在测试集上的评价指标，结果如表 1 所示。

表 1 三组趋势预测模型在测试集上的评价结果

预测目标 实验组别
评价指标

MAE RMSE MAPE

过热蒸汽温

度

A 0.0244℃ 0.0422℃ 0.0087% 

B 0.0893℃ 0.1225℃ 0.0319% 

C 0.0928℃ 0.1302℃ 0.0331% 

根据上述表格可知，随机森林结合 GRU（A 组）模型在各项评价指标上表现更加出色，

具有更高的预测精度和准确度。为了直观地比较各个模型的预测结果，本文绘制了目标参数

在不同模型输出结果与真实值的对比图，如图 6 所示。该图展示了模型预测结果与实际数值

之间的差异，并帮助我们评估模型的预测精度和准确性。通过观察图形，可以直观地了解模

型的预测能力以及其与真实值之间的接近程度，从而判断模型的性能和效果。由图像可知，

A 组模型的输出曲线很好契合了真实值，具备良好在预测精度，而其余两组模型则均存在一

定程度的预测偏离，与真实值存在一定的误差。
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图 6 过热蒸汽温度预测结果对比

4 结 语

本文以小型增压锅炉的过热蒸汽温度参数预测为主题，提出了一种综合应用随机森林和

GRU 神经网络趋势预测方法。通过随机森林选取对预测结果影响较大的特征，并输入到基

于门控循环单元神经网络中，以提取参数的时序信息。实验对比结果表明，所构建的复合模

型相较于未使用特征选择的 GRU 模型和传统的 LSTM 模型，其预测精度具有较大幅度的提

高。这证明了该模型能够充分利用输入数据的特征，并有效地利用数据的时序信息进行准确

的趋势预测。这一研究结果对于实现小型增压锅炉的稳定运行和实时监控具有重要的实际意

义。
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摘要：光合藻类微生物燃料电池(Photosynthetic algal microbial fuel cell，PAMFC)是将光合藻类引入微生

物燃料电池（Microbial fuel cell，MFC）阴极室，通过在 MFC 阴极室引入小球藻构建 PAMFC，在长时

间光照影响下阳极室菌液逐渐呈粉色向红色转变。为探明光照及红色菌液对 MFC 的影响，本文利用红

色菌悬液（Red）和白色菌悬液（Vol）分别构建 MFC，研究得到 Vol-MFC 和 Red-MFC 的产电性能；

并进行 16S rDNA 扩增子测序，确定种群分布。结果显示，以 Vol 构建的 MFC（Vol-MFC）输出电压达

到了 588.9mV，远高于 Red-MFC 的输出电压 488mV，同时 Vol-MFC 具有更长的运行时长。与 Red-MFC

相比，采用菌悬液 Vol 为阳极微生物的 Vol-MFC 具有更高的产电能力。

关键词：微生物燃料电池；光合细菌；微生物；产电性能；生物能源

0 前言

伴随着经济的增长，环境问题和能源问题成为国家关注的焦点。“双碳”目标（即在

2030 年前完成碳达峰，2060 年前达到碳中和）是党中央在深思熟虑以后做出的重大战

略部署，也是为了应对全球的气候变化做出的庄严承诺。近年来，我国正在寻求更具可

持续性、包容性和韧性的经济增长方式，已经具备了实现 2030 年前碳排放达峰的客观

条件。“双碳”目标的提出将我国的绿色发展、可持续发展之路提升到了新的台阶，“双

碳”目标的完成将会成为未来几十年内社会经济发展经济建设的主基调之一。顺利实现

“双碳”目标需要国家机关通过政策性的引导，同时也需要能源技术的不断革新。加强

可再生能源和能效方面的新技术开发应用，探索可持续发展新能源，通过发展关键负排

放技术，包括自然减排措施，碳捕获碳封存措施等，增加减排潜力[1, 2]。

微生物燃料电池（Microbial fuel cell，MFC）以电化学活性生物膜为催化剂直接将污

水中丰富的化学能转化为电能，具有清洁高效、安全无污染且反应条件温和的特点，近

年来受到了广大学者的关注和研究[3]。

早在 1910 年，英国植物学家 Potter 发现在厌氧条件下酵母菌可以产电，自此拉开了

MFC 研究的序幕[4]。21 世纪以来，针对微生物燃料电池的研究越来越多，并取得了一系

列的重要成果[5-11]。随着 MFC 不同方向研究的不断深入，生物阴极微生物燃料电池受



到了学者的广泛关注[12]。藻类作为公认的高效的“太阳能转换器”，可以通过光合作用达

到固定二氧化碳的效果。将光合藻类引入 MFC 构建光合藻类微生物燃料电池

（Photosynthetic algae microbial fuel cell，PAMFC），由于光合藻类通过光合作用产生的

O2可以作为电子受体，所以 PAMFC 阴极不需额外机械供氧的情况下工作。采用光合藻

类作为生物阴极，与传统的对阴极进行机械供氧相比，将光合藻类作为 MFC 的阴极时，

阴极室的溶解氧浓度最高可达 20mg/L，这要高于机械供氧的溶解氧浓度[13]。

本课题组在 MFC 阴极室引入小球藻构建 PAMFC，在 1000Lux 光照条件下长期运

行，发现阳极室微生物菌液从白色向粉色转变直至变为大红色，原因是阳极室中光合菌

群的种群比例增大。微生物在 MFC 阳极通过呼吸作用消耗有机物产生电子，而光合微

生物在阳极可以通过自身光合作用或者呼吸作用产生电子直接产电，或者通过光合作用

产生氢气作为阳极底物间接产电。微生物是影响 MFC 产电性能的关键因素之一[14]，阳

极室微生物中光合微生物数量的增多对 MFC 性能的影响仍不明确。

为此，本文通过将红色菌悬液 Red 和白色菌悬液 Vol（如图 1 所示）分别构建 MFC
（Red-MFC 和 Vol-MFC），研究长期光照驯化的红色光合菌群对 MFC 的产电性能的影

响，为构建 PAMFC 做前期准备。

1 实验

1.1 材料与方法

构建了双室 MFC，阴极阳极体积均为 50ml，采用 CMI-7000S 阳离子交换膜（购自

美国 MI 公司）将两室分隔开（如图 2 所示）。采用 2× 2cm 碳毡作为阳极和阴极两个电

极，电极在使用前采用丙酮浸泡 3h，去除表面油渍等杂质，去离子水冲洗干净，60℃烘

干备用。菌种来源于北京工业大学住宅的化粪池，以葡萄糖为碳源驯化三个月以上，白

色菌悬液 Vol 置于黑暗环境培养，红色菌悬液 Red 在培养 PAMFC 时光照下阳极室获得，

采集后置于光照 1000Lux，25℃驯化培养。化学试剂为分析纯，均购自北京通广精细化

工公司，实验用水均为去离子水。

1.2 MFC 的运行

本文中平行运行两组 MFC 反应器，均以浓度为 1g/L 的葡萄糖（Glu）为底物。在实

验开始时，分别将两种菌悬液各接种 10ml 并放入两个 MFC 阳极室，然后将阳极液注入

图 1 红色菌悬液 Red 和白色菌悬液 Vol 图 2 MFC 结构示意图



阳极室，将阴极液加入阴极室，构建形成 Red-MFC 和 Vol-MFC。阴、阳极液成分如表 1
所示。利用钛丝分别将阴极、阳极引出与外接负载电阻（1kΩ）连接构成电流回路。输出

电压使用数据采集仪（34970A，Agilent）以 10min/次的频率自动采集并记录。MFC 运行

时置于 25℃恒温箱中保持恒温，其中 Red-MFC 置于 1000Lux 光照下，Vol-MFC 置于黑

暗条件下。当 MFC 的输出电压小于 50mV 时更换阴极液、阳极液。

表 1 MFC 阴、阳极液成分[3]

药品 浓度（g/L）

阳极液

Na2HPO4· 12H2O 14.32

KH2PO4 1.36

NH4Cl 0.5

NaCl 0.1

MgSO4 0.1

CaCl2· 2H2O 0.02

阴极液

K3[Fe(CN)6] 32.9

Na2HPO4· 12H2O 14.32

KH2PO4 1.36

1.3 测试方法

循环伏安法（cyclic voltammetry, CV）在电化学工作站（Autolab，瑞士万通）上完

成。CV 最常用的电极表征方法之一，能够对电极表面发生氧化还原反应的容易程度进

行表征[15]。采用原位测量方法，待电池运行稳定后且升到最大电压时将其开路，直至开

路电位（open circuit potential, OCV）稳定，再开始测量。在阳极室插入 Ag/AgCl 参比

电极，使其位于阳极电极与阳离子交换膜之间且靠近阳极处，阳极为工作电极，阴极为

辅助对电极[3]。

16S rDNA 扩增子测序（16S rDNAAmplicon Sequencing）技术能够分析微生物种群，

鉴定优势产电微生物菌种。16S rRNA 位于原核细胞核糖体小亚基上，包括 10 个保守

区域（Conserved Regions）和 9 个高变区域（Hypervariable Regions），其中保守区在细

菌间差异不大，高变区具有属或种的特异性，随亲缘关系不同而有一定的差异。因此，

16S rDNA 作为揭示生物物种的特征核酸序列，被认为是最适于细菌系统发育和分类鉴

定的指标。16S rDNA 扩增子测序，通常是选择某个或某几个变异区域，利用保守区设

计通用引物进行 PCR 扩增，然后对高变区进行测序分析和菌种鉴定，16S rDNA 扩增子

测序技术已成为研究环境样品中微生物群落组成结构的重要手段[16, 17]。

2 结果与讨论

2.1 微生物种群分析

依据取样的不同，将两个测序样品分别命名为 Vol 和 Red。其中 Vol 取自以葡萄糖

为底物黑暗条件下运行的 MFC 的白色阳极液；Red 取自以葡萄糖为底物 1000Lux 光照

强度 25℃条件下的 PAMFC 的红色阳极液，两个样品均为 5mL，送检。稀释曲线可以直

观的反映测序数据量的合理性，并间接反映样品中物种的丰富程度，当曲线趋向平坦时，

说明测序数据量渐进合理，更多的数据量只会产生少量新物种；反之表明不饱和，增加



数据量可以发现更多新物种[18]。如图 3 所示，从图中可以看出，随着取样数量的增加，

两个样品所含有的物种数均有一个较大幅度的提升，而后趋于稳定，能够说明后续的实

验数据可信度较高。

图 4 展示了 Red 和 Vol 两个样品在门水平上的物种相对丰度柱形图。如图所示，两

个样品中的菌种比例不完全一致，但是其中优势菌种归属相同的门，这归结于样品微生

物的碳源相同，均为葡萄糖。结果显示，Proteobacteria 门的微生物在两个样品中均为含

量最高的菌种。图 5 展示了 Red 和 Vol 两个样本在属水平的相对丰度。结果显示，样品

Red 群落中 Escherichia-Shigella 为占优菌株，样品 Vol 群落中 Pseudomonas 为占优菌株。

经过长期光照驯化后，随着电极表面电化学反应的进行，适合在光照条件下的生存的产

电菌逐渐具有种群优势，不适菌种逐渐淘汰，样品 Red 中 Arcobacter 属种群占比约为

29.85%，在样品 Vol 中该属占比不足 0.43%，该属大多数为呈现粉色至红色颜色的光合

细菌菌液，正是由于 Arcobacter 属种群丰度的提升导致样品 Vol 菌悬液变为红色。在样

0 10000 20000 30000 40000 50000 60000 70000

0

50

100

150

200

250

c
ha
o
1

Sequences number

red
Vol

图 3 稀释曲线图

图 4 Red 和 Vol 在门水平上的种群相对丰度柱状图



品 Vol 中各菌株的相对丰度差别不大，具有更广泛的种群多样性。

2.2 MFC 的性能

表 2 所示为本文 MFC 的运行条件。

表 2 MFC 运行条件

Red-MFC Vol-MFC
电极 碳毡（2× 2cm）

阳极液、阴极液成分 如表 1
运行温度 25℃
阳极微生物 菌悬液 Red 菌悬液 Vol
环境光照 1000Lux 黑暗

2.2.1 MFC 输出电压

图 5 Red 和 Vol 在属水平上的种群相对丰度柱状图



图 6 为 Vol-MFC 和 Red-MFC 电压输出曲线，从图中可以看出 Vol-MFC 在接种后

的 293h 启动成功，而 Red-MFC 的启动时间超过了 1096h，大约是 Vol-MFC 启动时间的

3.7 倍。Red-MFC 的启动时间明显长于 Vol-MFC。这表明 Vol 中含有的微生物在黑暗条

件下生物膜生长更快，微生物的生化反应水平更快，产生电子速度更快。从输出电压上

看，在启动后的第三个周期 Vol-MFC 达到了最高的输出电压 588.9mV，而 Red-MFC 的

最大输出电压仅为 488.1mV，比 Vol-MFC 的输出电压低了 17.12%。在稳定周期运行时

间上看，Vol-MFC 最小周期为第二周期，周期时长为 71h；从第三周期开始周期时间逐

渐增加，在启动后稳定运行第五周期运行时间达到了 308h，而 Red-MFC 的启动后的周

期时长最多仅可以达到 85h（第三周期）。以上结果说明光照诱导后的 Red 菌群的光合细

菌比例提高，降低了 MFC 的产电性能。

2.2.2 循环伏安曲线分析

循环伏安法可以用来考察微生物种群的电化学活性[3]。CV 测试前，将 MFC 外接

电阻断开，静置至开路电压稳定。图 7 为 Red-MFC 和 Vol-MFC 两个电池的循环伏安曲

线。从图 7 可以看出两个 MFC 都显示出一对明显的氧化还原峰，其中 Red-MFC 产生

的电流范围更小，产生的电压范围也更窄。这说明与 Red 菌悬液相比，黑暗的阳极环

境可以有效帮助建立更多样化和更稳定的阳极微生物群落，会极大的促进阳极中不同菌

种的相互协调作用，从而提高阳极生物膜的生物电催化能力。以 Vol 菌悬液构建 MFC
产生的阳极生物膜具有更强的电化学活性，即有更强的向外输出电子的能力。

3 结 论

MFC 在光照条件下长期运行，其阳极室微生物菌液从白色向粉色转变直至变为大红

色，为探究红色菌悬液 Red 与白色菌悬液 Vol 的种群组成不同和产电性能的优劣，本文

分别以白色菌悬液 Vol 和红色菌悬液 Red 为阳极微生物，构建了 Vol-MFC 和 Red-MFC，
通过 Red-MFC 和 Vol-MFC 的运行性能的结果对比分析，得到以下结论：

（1） Vol-MFC 的整体性能明显好于 Red-MFC，产电能力更优。Vol-MFC 的输出电

压是 588.9mV，高出 Red-MFC 的输出电压 20.65%。

（2） Red-MFC 的启动时间为 1096h，是 Vol-MFC 启动时间（293h）的 3.7 倍，并

且输出最高电圧仅为 488.1mV，明显低于 Vol-MFC。
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（3） Vol-MFC 具有更长的稳定周期，最多高达 308h，远远高于 Red-MFC 的 85h。
（4）通过 16S rDNA 扩增子测序技术发现光照培养后的阳极红色产电菌群 Red 中

红色光合细菌种群比例明显提高，种群多样性降低；在黑暗条件下的白色菌悬液 Vol 具
有更到的种群多样性。

（5）黑暗的阳极环境可以有效帮助建立更多样化和更稳定的阳极微生物群落，会

极大的促进阳极中不同菌种的相互协调作用，从而提高阳极生物莫的生物电催化能力。

证明阳极微生物在黑暗条件下的混合菌种更有利于 MFC 的运行，为小球藻 PAMFC 阳

极构建提供了研究依据。
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摘要： 本文以生活热水（DHW）生产为目标，通过对 GJ 规模的储热系统进行热性能分析，研究了增

压辅助的水合盐基热化学转化（THT）系统的热提升性能。结果表明，所选用的几种水合盐中，大部

分均能实现 65°C 以上的释热温度（Tdis），满足 DHW 生产需求。基于 SrBr2的 THT 系统表现出最佳的

热性能，其 Tdis为 74.3℃，系统输出的可用能为 11,667 MJ，最大火用效率为 89.16%。虽然 CaCl2基系

统可实现更高温度的 DHW (≥90°C)，但热力学性能并不如意；相反，K2CO3基 THT 系统在达到较高输

出温度的同时可以确保较高的热力学性能和可用能。

关键词：热水生产；水合盐；太阳能热化学系统；热性能

0 前言

据国际能源署(IEA)报道，2019 年全球能源相关二氧化碳排放量增加至 33.1 Gt，为

有史以来的最高水平，建筑领域占总能耗的 40%以上[1]，这其中，欧盟等国家用于空间

供暖的能耗为人居总能耗的 60~70%[2]。随着传统化石燃料枯竭和全球性环境恶化等问题

的日益严重，着重发展新能源和可再生能源是缓解能源危机和资源短缺的必经之路[3–5]。

虽然太阳能、风能等新能源技术近年来蓬勃发展，但由于其固有的间断性和不稳定性等

特点，导致供给侧和需求侧在时空上的不匹配，使得可再生能源的高效利用受到限制[6]。

在此背景下，热能储存（TES）技术为能源的有效利用提供了途径。

相比于传统的显热和潜热储热，热化学储能（TCES）技术具有储热密度大、热损失

小等优势，因此可用于季节性长周期热能储存与转化[7]。其中，基于水合盐的吸附式热

化学储热与其他类型的纯化学储能反应（如金属碳酸物的分解、甲烷重整等）相比，其

充热温度低，200℃可使水合盐完全或基本脱附水分从而完成储热再生，且气体反应物

为水蒸气，无安全隐患。这使得水合盐热化学储能应用于工业余热和太阳能直接利用从

而实现空间供暖和生活热水生产成为可能。水合盐的充热（脱附）和释热（吸附）过程

可由下式描述：

2 ( ) 2 ( ) 2 ( )( + ) s s gSalt x y H O Q Salt xH O yH O   
脱附

水合
（1）

基金项目：国家自然科学基金（52176085）



当前水合盐热化学储热技术处于小规模研究阶段。Zhang 等[8]制备了活性氧化铝

/LiCl 复合吸附剂用以实现低温(≤120℃)条件热存储。通过控制吸湿盐 LiCl 含量在阈值之

下以防止溶液渗漏，获得的体积储热密度高达 318 kW⋅h/m3。Xu 等[9]合成了沸石/MgCl2

复合吸附剂并提出多形式吸附方式，即包括多孔基质的物理吸附、水合盐的化学吸附以

及盐溶液的吸收效应，最终在 200℃充热条件下取得 1368 kJ/kg 的高储热密度。Wei 等[10]

研制了介孔炭/CaCl2复合材料在 1000 W/m2辐照条件下蓄热密度可达 254 kW⋅h/m3，伴

随的最高蒸汽吸附量为 0.81 g/g，具有中低温条件下化学储热的应用前景。类似地，SrBr2/
天然石墨[11]、MgCl2/氧化石墨烯气凝胶[12]、K2CO3/膨胀蛭石[13]、MgSO4/硅泡沫蜂窝孔[14]

等复合热化学材料均被制备用以改善蓄热性能。

由上述文献研究可发现，目前关于吸附式 TCES 主要聚焦于储热材料的开发与改进。

关于其实际应用的热力系统研究极为有限。且释热条件一般在 25–40°C 内，难以用于建

筑热水生产（≥65°C）。鉴于此，本文提出一种用于热能品质提升的热化学转化（THT）
系统，通过对反应蒸汽增压，实现反应温度的调控，从而提高释热温度。针对提出的热

化学转化系统，研究了系统的综合热性能。研究结果可为大规模水合盐基热规模储热系

统的设计提供参考。

1 物理模型

图 1（a）为以 DHW 生产为目标的水合盐基太阳能 THT 系统，其 p-T 关系如图 1
（b）所示。气-固反应平衡关系可由 Clausius-Clapeyron 描述：

ln( )eq r r

ref eq

p H S
p RT R

 
  

（2）

式中，pref为参考压力，ΔHr和 ΔSr分别反应焓和熵。

(a) (b)
图 1 物理模型

在有日照的充热阶段，平板集热器收集太阳热能加热传热流体（HTF）至指定温度。

考虑传热温差，设定集热温度高于反应平衡温度 15°C（T1）。HTF 流向热灌后一部分流

过储热反应器使充热反应进行，而后流入冷罐等待再次加热。反应器中解吸出的水蒸气

在环境温度 T2 下冷凝（15°C）。当夜间或冷天用热时，储罐中 HTF 对蒸发-冷凝器中环

境温度的液态水加热至蒸发温度 T3，蒸汽经压气机加压后送入反应器发生水合反应，释



放的热量可提取用于 DHW 的生产。由图 1（b）可见，与传统 TCES 系统相比，蒸汽的

压力由 pm升高至 ph，相应的释热反应温度则由 T4增大至 T5，实现了温度的提升(Tup)。
本文选取文献中一些推荐的具有应用潜力的水合盐作为热化学材料，描述其脱附/

吸附反应平衡关系的曲线如图 2 所示。

图 2 水合盐反应平衡曲线

2 数学模型

2.1 条件与假设

由于在低水蒸气压力条件下反应的平衡温度低于 100℃，HTF 可由平板集热器直接

加热，释热过程中水蒸气被加热至高于环境温度 10℃；太阳平均辐照强度和时长为 400
W/m2和 6h。为了达到吉焦(GJ)级的储热规模，设定储热材料的体积为 10 m3，孔隙率为

0.4 [15]。所用反应器为文献[16]中拓扑设计的反应器，其翅片所占体积约 17%，该反应器

具有高效的热质传递能力，故本文假定热质传递为理想过程。此外，还采用如下假设：

（1）反应盐在反应过程中热物性不变，不考虑反应过程中的团聚、液解等问题，吸附过

程的最高转化率为 0.9；（2）各部件中温度场均匀，不计管道和设备中压降；（3）进入压

气机的蒸汽不含液态水，其等熵压缩效率为 0.8；（4）工质泵消耗的功忽略不计。

2.2 理论计算

充热过程中反应器中所需的热量输入为 HTF 从太阳能集热器收集的能热：

   coll s1 r,m p,s1 s1 1 2 p,met met 1 2Q m H c m T T c m T T           （3）

等式右边一至三项为反应器中水合盐脱附反应热、显热和金属材料所需的显热。m 和 α 

为质量和转化率，ΔHr,m为比反应，kJ/kg；cp为比热容 kJ/kg/K；下标 s1 表示水合状态。

将液态水从环境温度预热至蒸发温度所需的显热为：

 sen, w p, w w 3 2Q c m T T     （4）

其中充热阶段解吸的水蒸气量 mw等于水合盐中结晶水的质量。

使水蒸发所需的潜热为：
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evap, w wQ m L   （5）

式中 L 为水的汽化潜热，kJ/kg。
释热阶段从系统提取的可用能为反应盐释放的热量与各种显热之差：

     usa s1 r,m p,s0 s0 5 2 p,met met 5 2 p,v v 5 oQ m H c m T T c m T T c m T T                 （7）

等式右侧第二和第三项分别为反应盐和金属反应器所需的显热，第四项为蒸汽从压气机

排出后至反应温度所用的显热。需要指出，若压气机出口温度高于反应温度，则高温蒸

汽有利于增加系统的放热量。

压气机压缩蒸汽消耗的功为：

1

cr v 3 cr
v

1
1

n
nR n

W m T
M n

  


     


 
 
 

（8）

式中 mv和 Mv为水蒸气质量及摩尔质量，n 为蒸汽的绝热指数（1.33），ηcr为压气机的

等熵压缩效率，k 表示蒸汽的压缩比（ph / pm）。

相应地，压气机的排气温度可由下式计算：

1

3 3
o 3

cr

n
nT T

T T






 
  （9）

根据热力学第一定律，该 THT 系统是热效率可表示为：

 th usa coll sen, w evap cr+ +Q Q Q Q Q   （10）

式中，Qcr为压气机压缩蒸汽的功耗。设定压气机由电力驱动，热电厂的热电转化效率为

40%，电力转化为有效功的效率为 80%，则压气机消耗的等效热量为：

cr cr 0.32Q W （11）

反应器系统在放热阶段消耗的显热可表示为：

     sen,dis p, s0 s0 5 2 p, met met 5 2 p, v v 5 oQ c m T T c m T T c m T T             （12）

因此，放热过程中消耗的总显热量为：

sen sen,dis sen,wQ Q Q  （13）

进一步地，该系统的火用效率表示释热条件下最大有用能与充热条件下输入系统的

最大有用能之比，依据热力学第二定律，可由下式计算：

 
       

usa 2 5
ex

coll 2 1 sen, w evap 2 3 sen, r 2 5 cr

1
1 + + 1 + 1 +

Q T T
Q T T Q Q T T Q T T W


 


     

（14）

3 结果与讨论



3.1 储热材料升温能力

在本研究中，一些具有应用前景的水合盐作为热化学材料，分析其在 THT 系统中的

热升级能力。水合盐的熔点和反应热见表 2。由于熔点和压气机工作温度的限制，储热

材料的释热温度和蒸汽的排气温度分别不超过材料熔点和 160℃。

表 1 水合盐的熔点和反应热

水合盐 SrBr2· (6-
1) H2O

K2CO3· (1.
5-0) H2O

MgSO4·(6
-4) H2O

CuSO4·(5
-3) H2O

SrCl2· (2-
1) H2O

CaCl2· (
2-1) H2O

MgCl2· (4
-2) H2O

熔点 (℃) 89 >180 93 110 100 175 118

反应热 ΔH
(kJ/kg)

947.9 577.5 241.6 450.57 303.3 384.3 352.8

图 3（a）显示了同压缩比下 THT 系统的释热温度 Tdis。可以看出随着压缩比的增加，

Tdis明显增大。例如，当 κ 由 1 增加至 3 时，SrBr2基系统的 Tdis由 57.59°C 提升至 74.3°C。
说明该 THT 系统可通过调控蒸汽的压缩比实现热升级以满足用户的热需求。CaCl2基系

统具有最高的释热温度而 CuSO4基系统的释热温度则最低，当 κ 为 3.25 时，二者的 Tdis

分别为 107.35℃和 61.61℃。可见，除了基于 CuSO4的 THT 系统，其他系统均有望实现

用户 DHW 生产需求（65℃）。图 3（b）表明了与传统 TCES 模式相比，该 THT 系统能

够获得明显的温度提升。随着 κ 的增大，温升随之变大。CaCl2 基系统拥有最大的温度

提升。例如，当 κ 为 2 时，基于 SrBr2，K2CO3，MgSO4，CuSO4, SrCl2，CaCl2和 MgCl2

的系统温升分别为 21.96℃，29.95℃，21.04℃，19.59℃，31.84℃，33.47℃，23.91℃。

(a) (b)

图 3 不同压缩比下 THT 系统的（a）释热温度和（b）温升

3.2 THT 系统热性能

3.2.1 转化率的影响

图 4（a）和（b）显示了热效率 ηth和火用效率 ηex随吸附反应转化率 α 的变化。可

以看出系统的效率随着的 α 增大而增大，其原因在于，当 α 变大时，储热材料可释放更

多的热量。例如，当 α 从 0.2 增加至 0.9 时，K2CO3基系统的 ηth和 ηex分别由 11.29%和

35.19%升高至 47.89%和 59.41%。SrBr2基系统取得了最高的 ηth和 ηex而 MgCl2基系统的
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相应值则最低，这主要是因为后者的储热密度较低，且含水量较高，释热过程消耗的能

量较大。尽管 ηth和 ηex随着 α 增大而增大，但增长速率逐渐变缓，这是因为系统所需的

蒸汽量也在不断加大，导致能耗的升高。

从图 4 中还可发现，绝大多数盐基系统存在特定的阈值，在反应盐的转化率大于

阈值后，效率才为正值，也即意味着系统可有效工作。这是因为，较小的转化率使得系

统释放的热量太低，不足以弥补放热温度下系统消耗的总能量。可以看出，SrBr2基系统

的阈值明显低于其他系统，不到 0.1，而对于基于 MgCl2 和 MgSO4 的 THT 系统，当 α

大于 0.3 时效率才为正值。上述结果也强调了在实际应用中反应器单元优异的热质传递

性能对系统整体性能有着重要意义。

(a) (b)

图 4 转化率 α 对（a）热效率 ηth和（b）火用效率 ηex的影响

3.2.2 压缩比的影响

图 5（a）表明 ηth随着 κ 的增大呈现缓慢降低的趋势。原因在于，当 κ 增大时，系

统的 Tdis也相应升高，因此需消耗更多的热量。SrBr2基系统可获得最高的 ηth。当 κ 由 1
增长至 3.25 时，ηth由 79.09%降低至 76.32%。其次是 CuSO4基系统，尽管其释热温度低

于 65℃。相比之下，基于 MgCl2和 MgSO4系统的热效率最低，当逐渐增大时，二者的

差别不再明显。同 ηth一样，SrBr2基系统表现出最高的 ηex。不同的是，对于基于 SrBr2，

CuSO4和 K2CO3的系统，当 κ 变大时，ηex呈现上升的趋势。例如，当 κ 由 1 增加至 3.25
时，K2CO3基的 ηex由 56.72%增大至 59.41%。除了上述系统，其他系统的 ηex均不断下

降，这是释热阶段的可用能 Qusa与放热温度 Tdis共同作用的效果。
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图 5 压缩比 κ 对（a）热效率 ηth和（b）火用效率 ηex的影响

3.2.3 热性能对比

THT 系统旨在提高住宅用途的释放温度。为实现这一目标，本节以尽可能高的 Tdis

为目的，同时确保 Tdis 保持在水合盐的熔点以下，并且压缩机的排气温度不超过允许的

温度。

图 6 展示了不同系统的充热阶段太阳能收集的热量 Qch，释热阶段系统消耗的显热

Qsen，液态水汽化消耗的热量 Qevap，系统释热阶段的可用能 Qusa，压气机功耗 Wcr，以及

释热温度 Tdis。可以看出，CaCl2基系统具有最高的 Tdis，为 107.35℃，SrCl2基和 MgCl2

基系统分别位列第二和第三，为 99.45℃和 90.02℃。此三种系统虽表现出较高的输出温

度，但由于储热介质的能量密度较低，因此所得的 Qusa较低，分别为 2646.4 MJ，3270 MJ
和 1783.5 MJ。SrBr2基和 K2CO3基系统的可用能分别为 11667 MJ 和 5815.8 MJ，且后者

的释热温度为 90.31℃。CuSO4基系统也具有较高的可用能，但 Tdis仅为 61.61℃，未达

到 DHW 生产所需温度（65℃）。相比于其他类型的能量，Wcr的大小可基本忽略。

图 6 基于不同反应盐的 THT 系统的各类能量占比和放热温度
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4 结 论

本文以生活热水（DHW）生产为目标，通过对 GJ 规模的储热系统进行热性能分析，

研究了增压辅助的水合盐基热化学能量转化（THT）系统的热提升性能。得到结论如下：

（1）具有 GJ 级储热容量的增压辅助 THT 系统在释热阶段表现出高效的热升级能

力和灵活性，通过调节 κ 以满足用户热需求。除 CuSO4外，基于不同盐的 THT 系统均

可以实现 DHW 生产(> 60℃)，基于 CaCl2的系统可以容易地实现更高温度的 DHW 生产

(> 100℃)，但储热容量和热力学性能相对较低。

（2）SrBr2基 THT 系统具有最佳的热性能，其最大 ηex为 89.16%，伴随的 Qusa和 Tdis

分别为 11667 MJ 和 74.3℃。

（3）K2CO3基 THT 系统的可用能为 5815.8 MJ，虽低于 SrBr2基系统，但其 Tdis更

高，为 90.31℃，且热力学性能和可用能也明显高于除 SrBr2基系统外的其他系统。
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摘要：为了缓解畜禽粪污带来的日益严重的环境问题，本文从“以废止废”的资源化利用角度出发，采

用微波法制备了牛粪/钢渣复合活性炭，同时对养殖废水进行降解研究，探究了不同反应条件下养殖废

水中化学需氧量（COD）的降解率。结果表明：适量的钢渣掺混比可以提高 COD 降解率，以抵消复

合炭比表面积降低带来的消极影响；COD 的降解率随微波功率和微波时间的增加会呈逐渐上升的趋势；

在最优反应条件下，养殖废水的 COD 降解率最高为 55.4%。

关键词：微波法；复合活性炭；化学需氧量；COD 降解率

0 引言

随着国家经济的快速发展和人民生活水平的不断提高，国内对畜牧产品的需求也在不断

增加，使得畜禽养殖业得到了迅速发展。目前，国内畜禽养殖场共有6700万家左右，其

中成规模养殖场约40万家[1-2]。但是，随着国内养殖规模的快速扩大，畜禽废弃物的排

放量也在逐年攀升，其带来的环境问题变得日益突出。

为了缓解环境压力，一些学者采取“以废止废”的方式对畜禽废弃物进行综合利用。

郭[3]以牛粪为原料，采用管式炉法制备了吸附材料活性炭，通过正交实验的方法得知该

活性炭最佳活化温度为 700℃。Khan[4]等人以山羊粪为原料活制备了活性炭吸附剂，通

过响应曲面法发现该吸附剂可以有效的用于染料废水的处理。曹[5]等人以鸭粪为原料，

采用 KOH 为活化剂制备活性炭。结果表明，在最佳制备工艺下，其碘吸附值为 32.3%。

同时，发现在该条件下添加 25%的锯木屑能明显提升吸附性能。可以看出，不同原料的

掺混可以一定程度上改善活性炭的性能，因此，一些对复合原料活性炭制备的研究也在

不断增加。其中利用钢渣中所含有的大量金属元素对活性炭进行改性并将其应用于环境

治理已经取得一定的成效。钢渣成分较多[6]，主要包括 CaO、SiO2、Fe2O3 等，理论上

完全满足代替金属氧化物对活性炭改性的条件。孙[7]等人以特殊钢渣超微粉与废弃核桃

壳为原料，利用管式炉加热的方式制备了钢渣基生物质活性炭，并对氯气进行了吸附处

理，发现核/钢比为 100：6 时，活性炭对氯气的吸收能力较好。杜[8]等人采用传统管式

炉法制备了钢渣/木屑复合活性炭，并对其降解甲醛的性能进行了研究。研究发现，钢渣

掺混量为 25%时，2 小时后的甲醛降解率为 40.7%。
1综合上述研究，发现文献中复合活性炭的制备大多为管式炉制备法，此方法制备

耗时过长，而微波反应的速度非常快，可以在短时间内处理大量的废水，节省时间和人

基金项目：（山东省自然科学基金项目 ZR2020ME191、山东省科技型中小企业创新能力提升工程

2022TSGC2503）



力成本。因此，为了进一步高效地处理畜禽废弃物，本文以牛粪和钢渣为原料，采用微

波法[9-10]进行复合活性炭的制备，并以此为催化剂对养殖废水进行微波降解处理，研究

不同条件下养殖废水中化学需氧量（COD）的降解率。

1 实验部分

1.1 主要实验材料与设备

干牛粪、养殖废水，济南市某养殖场；钢渣，山东钢铁集团日照有限公司；氢氧化

钾（AR），国药集团；盐酸，国药集团；实验用水均为蒸馏水。

采用微波反应器（青岛麦克威MKX-H1C1S）进行活性炭的制备与养殖废水的降解；

采用 COD 消解仪、COD 测定仪（北京华美沃特 DT-3900、HM-12B）进行养殖废水的

降解率检测；采用比表面积及孔径分析仪（美国麦克 ASAP 2020 plus）进行活性炭比表

面积测定；采用场发射扫描电镜（捷克泰思肯 MIRA3）进行活性炭微观结构分析。

1.2 复合活性炭制备方法

干牛粪清洗去除表面灰尘，干燥后破碎成 2-3mm 颗粒备用，钢渣经研磨后过 200
目筛，得钢渣粉备用。将牛粪颗粒和钢渣粉按不同比例混合均匀，按固液质量比 1:2 加

入 40%的 KOH 溶液，浸渍 24h。取 5g（干重）混合原料于石英玻璃反应器中，通入一

定时间氮气后开启微波反应器。在微波功率 600W 条件下活化 15min。待反应完成后持

续通入氮气至样品冷却至室温。取出样品用（1+9）盐酸进行酸洗，去除表面金属离子，

然后用 80℃左右蒸馏水进行水洗，直至滤液 pH 为 5~7，最后放入恒温干燥箱干燥一定

时间既得成品复合活性炭。

1.3 微波降解实验原理及方法

微波辅助处理废水是一种高效、快速的废水处理方式，它通过直接加热废水中的水

分子，使废水中有机物和微生物等分子产生热效应，达到分解的作用，同时催化剂可以

将废水中难以被热分解的分子进行吸附，进一步达到降解废水的效果。

将 300ml 养殖废水（COD 浓度为 500~600mg/L）倒入三口烧瓶内，加入 10g 复合

活性炭，然后将其放入微波反应器内，开启磁力搅拌和冷凝装置，设定微波功率和时间，

反应开始，图 1 为微波降解实验的装置图。反应完成后待冷却到室温后过滤，取 2mL
滤液于预制试剂中，将其置于 COD 消解仪中，在 165℃下消解 20min。取出冷却至室温

后放入 COD 测定仪中进行测定[11]。

图 1 微波降解实验装置图

1-三口烧瓶；2-控制器；3-磁力搅拌开关；4-监视器；5-热电偶；6-蠕动泵；7-冷凝管；8-试管；9-恒温水浴



1.4 养殖废水中 COD 检测

本研究中采取 COD 光度法快速测定仪技术要求及检测方法(HJ 924-2017)[12]进行检

测。预制试剂中的 Cr6+与养殖废水中的还原性物质发生反应后成为 Cr3+。利用 COD 测

定仪在一定波长下测得其含量，然后可以快速的换算出 COD 浓度。该研究中每组实验

进行了 3 次重复实验，COD 降解率的误差均在 5%以内。

2 结果分析与讨论

2.1 原材料组分分析

在复合活性炭的制备前对牛粪和钢渣的主要成分进行了测定。通过测定计算[13]，牛

粪的主要成分如表 1 所示，牛粪中水分含量最高，高达 77.2%，灰分含量为 3.6%，有机

质含量为 19.2%。由测定结果可以看出，牛粪中有机质的含量较高，适合作为制备活性

炭的原料。

表 1 牛粪主要成分（%）

水分 灰分 有机质

77.2 3.6 19.2
从表 2 可以看出钢渣的主要成分包括 CaO、Fe2O3、SiO2、MgO、MnO、Al2O3、P2O5

等。其中 CaO 和 SiO2 属于凝胶物质，P2O5属于营养物质[14]，Fe2O3为磁性成分，易在

活性炭表面产生富集现象，有利于提高活性炭的吸附性能。MgO 和 MnO 有较强的催化

性，可以进一步增强复合活性炭对废水的降解能力[15]。Fe2O3、MgO 和 MnO 三者占比

接近 31%，这说明钢渣的存在对活性炭吸附性能的提高可以起到较大的积极作用。

表 2 钢渣的化学成分（%）

CaO Fe2O3 SiO2 MgO MnO Al2O3 P2O5 TiO2 Cr2O3 其他

45.68 24.17 14.64 3.49 3.30 2.88 2.46 1.21 1.02 1.15
2.2 钢渣掺混量对 COD 降解率的影响

为了保证畜禽粪便的资源化充分利用，本研究中钢渣的掺混量不超过 50%，依据上

文中实验方法，在微波功率 300W、微波时间 15min 的条件下，探究不同钢渣掺混比对

养殖废水中 COD 的降解影响。

图 2 不同钢渣掺混比下复合炭的 COD 降解率及比表面积

从图 2 可以看出，随着钢渣掺混比的增加，复合炭对 COD 的降解率是增大后减小

的趋势。在掺混比为 30%时，复合炭对 COD 的降解率达到了最高，为 55.4%。这表明
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适量的钢渣可以提高活性炭对 COD 的降解率。同时，图中还可以看出复合炭的比表面

积是随钢渣掺混比的增加而逐渐减小的，这是因钢渣影响了复合炭的多孔结构中，占据

了一部分的孔容，从而导致复合碳的比表面积减小。

综合图 2 中两条曲线可以得知，在掺混比达到最优之前，复合炭的中钢渣里 Fe2O3、

MgO 和 MnO 成分的吸附和催化作用对 COD 降解率带来的积极影响要大于活性炭比表

面积降低带来的消极影响。当掺混比过高时，这种影响平衡发生了转换，导致 COD 降

解率开始降低，因此复合炭的制备要确定合适的掺混比，本研究中钢渣的最优掺混比为

30%。

2.3 复合活性炭结构表征

图 3 复合活性炭扫描电镜图.(a)掺混比 0%；(b)掺混比 30%

图 3 为不同掺混比复合活性炭的扫描电镜图。从图中可以看出钢渣掺混比为 0%的

时，纯牛粪活性炭呈现出良好且规则的形貌，表面光滑，具有较为清晰的层状结构，说

明纯牛粪活性炭具有丰富的孔隙结构，吸附性能较好。同时，从图 3(b)中可以看出，最

优掺混比下的复合炭块体和粒径明显减小，但是依旧呈现出良好的外形与层状结构，钢

渣无散落现象，钢渣团聚程度较轻，说明钢渣已经被活性炭充分包裹。

2.4 微波功率对 COD 降解率的影响

在钢渣掺混比 30%，微波时间为 15min，微波功率分别为 150W、200W、250W、

300W、350W 的条件下，探究不同微波功率下最佳掺混比复合炭对养殖废水 COD 降解

率的影响。

图 4 不同微波功率下的 COD 降解率

从上图中可以看出，COD 的降解率随微波功率的增大是逐渐增加的，这说明微波

功率的增大有利于 COD 的降解。但是随着微波功率的增大，降解率增量越来越小，COD
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降解率变化曲线越来越平缓。这是因为 COD 降解率在一定程度上限制于所投入复合炭

的吸附总量，在一定条件下，复合炭达到了吸附极限，微波功率的增大对 COD 降解率

的影响会越来越小。当微波功率从 300W 增大到 350W 时，COD 降解率的增加不足 1%，

因此本研究中最优的微波功率为 300W。

2.5 微波时间对 COD 降解率的影响

在钢渣掺混比 30%，微波功率为 300W，微波时间分别为 5min、10min、15min、20min、
25min 的条件下，探究不同微波时间下最佳掺混比复合炭对养殖废水 COD 降解率的影

响。

图 5 不同微波时间下的 COD 降解率

图 2 展示了不同微波时间下的 COD 降解率。可以看出，微波时间对 COD 降解率的

增加是呈现积极作用的，与图 4 相似，当微波时间增加到一定程度时，COD 降解率的

变化曲线变得越来越平缓，其原因与微波功率相同。当微波时间大于 15min 时，COD
降解率的增加小于 1%，因此本研究中最优的微波时间为 15min。
2.6 微波辅助废水降解体系经济性研究

微波辅助降解养殖废水过程主要运行成本为能量消耗，所以反应过程的能量消耗越

低，其经济性越高，能量消耗的计算公式见公式 1[16]。

310
60 log( / )i f

P tEEC
V c c

 


 
(1)

式中：P 为 MW 功率，kW；t 为加热时间，min；V 为反应废水体积，L；ci 和 cf

分别为初始和最终 COD 浓度，mg/L。
上式通过微波功率、反应时间、废水体积和反应前后的 COD 比值之间的数学关系

来表示改过程的能量消耗，EEC 越小，每处理单位体积废水所需的能量越小。通过上式

计算最佳工艺参数下的能量消耗为 712.93kWh/m3，若按照电力成本为 0.54 元/ kWh 计

算，则每处理单位体积养殖废水的运行成本约为 384.98 元。

3 结论

本文通过对牛粪和钢渣的再利用，将其制备成复合活性炭，对废弃物进行了充分的

资源化利用。探究了不同条件下复合活性炭对养殖废水中 COD 的降解率，确定了最优

的降解反应条件。
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（1）牛粪中有机质的含量较高，可以作为制备活性炭的原料；钢渣中 Fe2O3、MgO 和

MnO 三者占比可达 30%以上，它们的富集现象与催化作用可进一步提高活性炭的吸附

性能。

（2）适量的钢渣可以提高复合活性炭的吸附性能，在一定程度上抵消由于比表面积降

低导致的活性炭吸附能力下降问题。

（3）COD 的降解率随微波功率和微波时间的增加都呈逐渐上升的趋势，但是当微波功

率和微波时间增大到一定程度时，曲线逐渐平缓，COD 的降解率的增加会小于 1%。

（4）在降解反应中，选择钢渣掺混比为 30%的复合炭，微波功率 300W，微波时间 15min
时，对养殖废水中 COD 的降解率最高，可达 55.4%，且在最佳工艺参数下的能量成本

约为 384.98 元。
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摘要：随着电子信息技术的迅速发展，电子器件的集成度和性能不断提高，使得芯片呈现高热流密度、

高功率和小型化的发展趋势，热控制系统的可用空间有限，有必要使环路热管小型化—微型环路热管

(mLHP)，以满足电子冷却的挑战性需求。基于环路热管理论，设计并制备了超薄环路热管样品，搭建

热测试平台对其传热性能进行了一系列实验研究。在以无水乙醇为工质的条件下，对充液率、一体化

烧结、旋转角和稳定性等超薄环路热管影响因素进行探究。结果表明，超薄环路热管的最佳充液率为

30%，一体化烧结能有效降低毛细芯与底板的接触热阻，从而降低冷热端传热温差。在冷凝器自然对流

散热状态下，超薄环路热管的最高散热热流密度达到了 5 W/cm2，散热热阻最低达到了 1.34 ℃/W，等

效导热系数最高达到了 19013 W/（m·K）。

关键词：环路热管；超薄；电子器件散热；相变传热

0 前言

随着微电子技术和电信工业的迅猛发展，各类电子设备，尤其是超薄移动设备，如

智能手机、平板电脑和VR/AR眼镜，正以高性能、轻量化和小型化为核心目标。然而，

由于散热空间有限，制造具备高热通量的大功率电子芯片变成了一项巨大挑战。这些芯

片所产生的大量热量会导致恶劣的热环境，从而严重降低电子器件的可用性和运行可靠

性。因此，迫切需要高效的电子器件热管理元件。环路热管通过“毛细管机制”泵送流体，

无需外部动力以及运动部件，可以实现灵活布置和热量的远距离传输，已广泛应用于在

高热流密度电子器件散热[1-3]、废热回收[4, 5]、飞行器热管理[6, 7]、太阳能利用[8, 9]等领域。

热控制系统的可用空间有限，有必要使环路热管小型化—微型环路热管(mLHP)。Song[10]

等人提出了一种适用于微芯片集成的厚度为1.5mm的超薄环路热管，实现了自循环散热。

Watanabe[11]等人采用Shirasu多孔玻璃作为毛细芯，乙醇作为工作流体，开发了一种微型

环路热管（mLHP），其最大传热性能达到了15W（60W/cm2）。Shioga[12]等人利用薄铜

板的化学刻蚀和扩散键合工艺制造了微型环路热管（mLHP）。Wang[13]等人制作了厚度

为8mm的扁平蒸发器铜水mLHP，并研究了不同冷凝器位置和操作方向对环路热管性能

的影响。Takuji[14]等人设计和制造了厚度为0.3mm的超薄片状环路热管（mLHP），用于

冷却高性能移动设备，展现出最大热传输性能达到10W/cm2的高热流密度。Phan[15]等人

基金项目：



在微型环路热管（mLHP）中提出了PDMS-glass和PDMS-SUS两种混合结构，这两种结

构在室温下具有超过100kPa的高结合强度。根据小米实验室发布的官方测试结果，小米

Mix4手机采用微型环路热管代替传统手机的VC均热板，能够有效降低最高温度5 ℃。

本文提出了一种超薄环路热管散热方案，对传统环路热管进行了轻量化改进，并建立了

超薄环路热管传热性能测试平台，进行了一系列实验研究。

1 实验设计

1.1 超薄环路热管设计

超薄环路热管的设计图如图 1 所示，与传统环路热管不同，该环路热管的蒸发器入

口与蒸发器出口需放在同一侧。另外，毛细芯被设计成阶梯型结构，这种结构能让蒸汽

更好的排出。

图 1 超薄环路热管设计图

超薄环路热管的主要参数如表 1 所示，蒸汽和液体管路为圆形，工质为无水乙醇。

表 1 超薄环路热管主要参数

部件 参数 取值

蒸发器
长×宽×高（mm） 30×15×0.7

加热功率（W） 4

毛细芯

孔隙率 40%~65%

毛细孔径（μm） 10~20

粒径（μm） 30~150

蒸汽管路
长（mm） 80

内径（mm） 2

冷凝器外表面 长×宽×高（mm） 30×15×0.7

冷凝器管侧（方形） 长×宽×高（mm） 40×3×1

液体管路
长（mm） 80

内径（mm） 2

图 2 所示为本结构的蒸发器，蒸发器的内腔尺寸为 26× 11× 0.5 mm，竖直方向上有

一个长 10 mm，直径 2 mm 的液体充灌口，液体由此注入蒸发器内部，水平方向上有两

个长 10 mm，直径 2 mm 的连接口，远离液体充灌口的是气路连接口，液体受热蒸发，

蒸汽从此位置流出，流向冷凝器，靠近液体充灌口的是液路连接口，液体注入后，一部

分被蒸发器内部的毛细吸液芯吸收，另一部分从此位置流向冷凝器。三个位置口均是先

由一段长 5 mm 的渐扩段，之后连接一段长 5 mm 的水平段组成。蒸发器盖板的周围有



一宽为 2 mm 的裙边，用于焊接。蒸发器的下底板整体尺寸与蒸发器盖板相同。蒸发器

上盖板和下底板均是采用厚度 0.1 mm 的磷青铜片冲压制成。

图 2 超薄环路热管蒸发器实物图

图 3 所示为冷凝器底板与盖板实物图，选用磷青铜，牌号为 6.5-0.1，厚度为 0.1mm。

冷凝器设计为 U 型管结构，整体尺寸为 30× 15× 0.7 mm，管路总长约 40 mm，管径尺

寸为 3× 1 mm，两个 U 型口也是先由一段长 5 mm 的渐缩段，缩小后的口径为 1.1 mm，

之后连接一段长 5 mm 的水平段连接而成。冷凝器盖板的周围有一宽为 2 mm 的裙边，

用于焊接。冷凝器的下底板整体尺寸与冷凝器上盖板相同。冷凝器上盖板和下底板均是

采用厚度 0.1 mm 的磷青铜片冲压制成。此外，在冷凝器的设计和制造过程中，还需注

意防止材料变形和裂纹等问题的发生，以保证冷凝器在长期运行中始终保持稳定的性能

和高效的热传输特性。

图 3 冷凝器底板与盖板实物图

1.2 实验系统

为准确测试超薄环路热管的传热性能，包括抗重力运行的能力，搭建了图 4 所示的

超薄环路热管传热性能测试系统。该测试系统的硬件如图 4（a）所示，该测试系统包含

多支高精度热电偶、模拟热源芯片和可 360°旋转的平台，可以研究超薄环路热管的抗重

力运行性能。数据采集软件系统如图 4（b）所示，数据采集系统采用 LabView 软件编写，

能够实时监测和采集热源芯片、蒸发器、冷凝器以及环境温度等。如图 5（a）、图 5（b）
所示，本文提出的超薄环路热管总厚度在 0.75 mm 左右，装置总重量<4 g，



（a）测试平台硬件 （b）数据采集系统

图 4 超薄环路热管传热性能测试系统

（a）超薄环路热管厚度测量 （b）超薄环路热管重量测量

图 5 超薄环路热管厚度及重量测量

1.3 实验参数测量与数据处理

使用 4 根 T 型热电偶对超薄环路热管的运行温度进行测量，测点位置如图 1 所示，

用于测量蒸发器温度的 TEvap1与 TEvap2，当两者温差小于 0.5℃时表明热电偶有效，取两

者较大者为 TEvap，测量冷凝器入口温度的 TCon-in和测量冷凝器出口温度的 TCon-out。另外

还有一跟用于测量热源温度的热电偶记为 Tsi。

实验中使用直流稳压电源给掺磷硅片供电作为模拟热源，热源热负荷可用公式（1）
计算：

Q UI （1）

式中：Q 表示热负荷，W；U 表示电压，V；I 表示电流，A。

热流密度可由式（2）计算：

 
a b

Q Qq
A L L （2）

式中：q 表示热流密度，W·cm-2；A 表示加热面积，cm2；La 表示加热面的长度，cm；



Lb表示加热面的宽度，cm。

总热阻可由式（3）计算：

Evap Sin k
total

T T
R

Q


 （3）

式中：Rtotal表示总热阻，℃·W-1；TEvap表示蒸发器底板温度，℃；TSink表示热沉温度，℃。

环路热管的等效导热率 λeff可由式（4）计算：

eff
L

R S
 


（4）

式中：λeff 表示等效导热率，W/（m·K）；L 表示环路热管的热传输距离，m；S 表示环

路热管的截面面积，m2。

一些物理量可通过仪器直接测量，例如电压 U、电流 I、温度 T 和长度 L，其不确定

度取决于使用的测量设备的精确度。使用精度等级为 0.5 级的电压表和电流表分别测量

电压 U 和电流 I，此时其相应的不确定度 ΔU/U 和 ΔI/I 均为 0.5%。使用 T 型热电偶对温

度 T 进行测量，此时其不确定度 ΔT为 0.5℃。其他相关参数的不确定性，如质量流速、

热流密量、传热系数，可以按照误差传递分析方法计算，表 2 总结了实验中与测量和计

算参数的最大相对误差。

表 2 超薄环路热管各物理量不确定度

变量 符号 不确定度

温度 ΔT 0.5℃ 

电压 ΔU/U 0.5%

电流 ΔI/I 0.5%

加热面积 ΔA/A 0.7%

热负荷 ΔQ/Q 0.7%

热流密度 Δq/q 1%

总热阻 ΔRtotal/Rtotal 1.3%

等效导热率 Δλeff/λeff 7.1%

2 实验结果与讨论

2.1 充液率的影响

充液率（FR）是指被充灌进环路热管内部工质的体积与环路热管实际内部总容积

的比值。研究表明，充液率是影响环路热管能否正常启动以及启动平衡温度的重要因素，

环路热管一般存在最佳充液率。对于超薄环路热管而言，热管内部总容积极小，充液率

对装置运行的影响更为明显。使用工质为乙醇，充液率分别为 20%、30%、40%以及 50%，

对装置进行升降功率实验探究，测温点分别为热源温度、蒸发器温度、冷凝器入口温度

以及冷凝器出口温度。

图 6（a）为充液率为 20%的升降功率实验结果，加热功率为 1 W、2 W 时没有启动，

这是因为自然对流已经可以带走低功率下的热量，3 W 时冷凝器测温点开始有示数，蒸



汽产生并逐渐形成循环，当加热功率到达 5 W 时，热源温度已经接近 130 ℃，为了防止

系统泄露，热源温度到达 130 ℃停止加热。因为当充液率为 20%时，充液率过低，蒸汽

温度很不稳定，且容易发生干烧现象，散热效果并不好；由图 6（b）和图 6（c）可知，

充液率为 30%、40%时超薄柔性 LHP 都能正常启动，两者在热负荷达到 5 W 时的平衡温

度都在 95 ℃左右，但 30%充液率时启动更早，重量更小，为本结构的最佳充液率；由

图 6（d）可知，充液率为 50%时，充液率过高，导致气线有液柱堵塞，且冷凝器出口处

被工质浸没，蒸汽无法到达冷凝器处，冷凝器测温点没有升温现象，导致在较高功率下

热量堆积，在 5 W 时温度无法平衡。

（a）FR=20% （b）FR=30%

（c）FR=40% （d）FR=50%

图 6 多种充液率 1-5W/cm2升降功率曲线图

2.2 旋转角的影响

旋转角影响的探究实验即探索装置的抗重力性能，抗重力性能是本装置能否实际应

用的重要指标，对液线在气线正上方和气线在液线正上方这两种极限角度与正常水平角

度进行对比，图 7（a）为水平角度（视为 0° ）下的升降功率图，图 7（b）为液线在气

线正上方时视为（-90° ）的升降功率图，图 7（c）为气线在液线正上方时（视为 90° ）

的升降功率图。由图 7（a）和由图 7（b）所示，当液线在气线正上方时（-90° ），装

置运行极为稳定，在 1~4 W/cm2升降功率下，在热流密度到达 3 W/cm2时开始产生蒸汽，

在 4 W/cm2的最高热流密度下最高温度都不超过 90 ℃；由图 7（c）可知，当液线在气

线正上方时，虽然蒸汽能够产生，但此时装置内蒸汽不仅要克服阻力，还要克服重力的

阻碍，这导致装置在 4 W/cm2的最高热流密度下温度出现波动。



（a）ψ=0° （b）ψ=-90° （c）ψ=90° 

图 7 抗重力实验 1-4W/cm2升降功率曲线图

2.3 稳定性实验

稳定性是环路热管能否实际应用的另一个重要指标，恒功率启动也是中实际应用中

的常见场景，变功率、恒定功率性能测试两种测试状态下相同热负荷下的运行温度存在

明显差异。以热负荷达到 4W 为例，变功率下热负荷到达 4W 时热源温度约为 88.7 ℃，

恒功率 4W时热源温度约为 80.3 ℃，这是因为环路热管的运行温度与它的启动状态相关，

虽然热负荷均为 4W，但转变为 4W 的节点下两种状态下的气液分布大相径庭。将超薄

环路热管分别进行 1 W、2 W、3 W、4 W 和 5 W 恒功率启动，放置 48h 后再进行恒功率

启动实验，比较前后两次实验结果，从而判断装置的稳定性。首次恒功率启动实验结果

分别如图 6（a）-（e）所示，由图 8（a）和图 8（b）所示，在热流密度为 1 W/cm2、2 W/cm2

的较低热流密度下自然对流就能将热源热量带走，此时不会产生蒸汽，热源温度也能保

持稳定；对比图 8（c）、图 8（d）和图 8（e），超薄环路热管在 3~5 W/cm2的热流密

度下启动正常，通过蒸发产生蒸汽相变换热带走热源的热量，在 5 W/cm2的最高热流密

度下，热源能保持在稳定温度不超过 85 ℃，传热性能良好。

（a）Q=1W （b）Q=2W （c）Q=3W

（d）Q=4W （e）Q=5W



图 8 恒功率启动曲线图

放置 48h 后重复以上实验，恒功率启动实验结果分别如图 9（a）、图 9（b）、图 9
（c）、图 9（d）和图 9（e）所示。

（a）Q=1W （b）Q=2W （c）Q=3W

（d）Q=4W （e）Q=5W

图 9 放置 48h 后恒功率启动曲线图

图 10 所示为 48h 前后蒸发器的热阻随热负荷的变化。从图中可以看出，热阻随热

负荷的增大而减小，等效热导率随热负荷的增大而增大。当热负荷大于 3 W 时，热阻总

体趋于稳定。一般而言，所有类型环路热管的总热阻都会随着热负荷或热流密度的增加

而下降，但热负荷或热流密度达到较高值时，总热阻反而可能出现小幅的上升。这是由

于在高热流密度下，蒸发器中的汽-液界面会转入毛细芯内部，毛细芯靠近热源的一侧会

形成干涸层，且干涸层的厚度会随着热流密度的增加而增加。由于干涸层中蒸汽的的导

热率极低，阻碍了热量从热源向毛细芯蒸发界面的传递，导致总热阻出现一定程度的上

升。初始热阻达到了 1.58 ℃/W，初始等效热导率为 16125 W/（m·K）。

图 10 48h 前后蒸发器的热阻与等效热导率随热负荷变化图



表 3 给出了超薄环路热管的恒功率启动实验运行参数汇总，从表中可以看出，超薄

环路热管首次的最大传热功率达到 5 W，热源温度为 83.4 ℃，蒸发器温度为 79.5 ℃。

对于一个环路热管运行系统而言，热源温度直接反映了装置的散热性能，因此是最被关

注的参数。与首次启动相比，48h 后装置同样在热负荷为 3W 时开始相变传热产生蒸汽，

从而带走热源的热量，在 5 W/cm2 的热流密度下，热源温度为 79.4 ℃，蒸发器温度为

76.2 ℃。两个时间点表现出的相同的趋势，但由于实验条件例如室温不同的影响，48h
前后同样的热负荷实验条件下温度略有差异，总的来说，超薄环路热管实验装置能够正

常启动循环，48h 后热源温度并没有明显升高，装置散热性能良好，48h 前后实验结果差

距不大，稳定性良好。

表 3 48h 前后超薄环路热管典型运行参数

功率/W 热源温度/℃ 蒸发端温度/℃ 冷凝端温度/℃ 

初始 48h 后 初始 48h 后 初始 48h 后

1 60.9 55.9 57.8 55.5 24.7 22.7

2 63.2 63.8 62.6 63.6 24.7 21.9

3 66.2 71.2 65.9 70.8 60.2 64.2

4 80.3 77.3 77.3 74.1 70.7 67.7

5 83.4 79.4 79.5 76.2 71.6 69.5

4 结 论
本次工作设计了一种超薄环路热管，研究了不同充液率、不同旋转角下其换热特性，

并探究了其在恒定功率下的稳定性，主要结论如下：

（1）20%充液率过低，蒸汽温度很不稳定，且容易发生干烧现象，散热效果并不好。

50%充液率过高，导致气线有液柱堵塞，且冷凝器出口处被工质浸没，蒸汽无法到达冷

凝器处。30%充液率时启动更早，重量更小，为本结构的最佳充液率。

（2）在 ψ=0°和 ψ=90°时，装置运行极为稳定，在 1~4 W/cm2升降功率下，在热流密

度到达3 W/cm2时开始产生蒸汽，在4 W/cm2的最高热流密度下最高温度都不超过90 ℃，

在 ψ=-90°时，装置运行不仅要克服阻力，还要克服重力的阻碍，导致装置在 4 W/cm2的

最高热流密度下温度出现波动。

（3）在装置恒功率启动过程中，热阻随热负荷的增大而减小，等效热导率随热负

荷的增大而增大。48h 后同样的热负荷条件下，实验装置能够正常启动循环，48h 后热源

温度并没有明显升高，稳定性良好。

（4）在冷凝器自然对流散热状态下，超薄柔性环路热管的最高散热热流密度达到

了 5 W/cm2，散热热阻最低达到了 1.34 ℃/W，等效导热系数最高达到了 19013 W/（m·K）。
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摘要：随着工业和市场的需求，对热回收和节能的要求也越来越高，为满足工业和生活的需求，各种

类型的换热器相继问世。本文通过阅读大量文献，总结了换热器的研究现状、类型结构及换热器的工

程应用，对板式、管壳式、热管式换热器的研究发展和应用进行了重点阐述；并采用非稳态数值模拟

方法，对套管式换热器的传热特性进行了模拟研究，通过分析不同时刻的流体温度，为换热器的进一

步研究和推广应用提供了理论依据。

关键词：板式换热器；管壳式；热管式；数值模拟

0 前言

换热器是在工业发展过程中为了实现热量交换而设计和开发的一种器件，在诸多工

业领域得到广泛应用，如化工、微电子、电力、空调制冷等。

十八世纪七十年代，瓦特在积累大量经验后成功实现了蒸汽机改造，最终设计了全

球首台换热器，而这一成就距离当下已经接近 250 年[1]。各种新材料、新工艺不断涌现

且在持续进行迭代，也推动了换热器的开发进程，使得各种功能更完善更先进的换热器

也在持续推陈出新，目前主流更倾向于高效节能型，如螺旋折流板换热器、焊接式板式

换热器、热管换热器，此外各国也有其优势换热器产品[2-5]。本文通过阅读大量文献，对

不同结构换热器的结构类型和工程应用进行了综述，并对套管式换热器进行了数值模拟

研究，得出其不同时刻部换热温度变化，为换热器的进一步研究和推广应用提供了理论

依据，最后展望了未来换热器的发展方向。

1 不同类型结构换热器

1.1 板式换热器研究

从当前市场来看，人字形波纹板式现在较受欢迎，如图 1 所示，Durmus 等[6]开发出

了波纹板和星形板，并与普通的板片进行对比，实验表明，波纹板式虽然有很高的传热

速率，但是相对的其摩擦系数也很大。Doo 等[7]开发一种新型航空发动机冷却器的交叉

波纹表面，并利用三维模拟对曲面几何形状进行了分析，研究发现交叉波纹表面换热器

的传热性能优于常规波纹表面。Vlasogiannis 等[8]采用空气/水混合物作为冷流，研究发

现在板式换热器中采用两相流动能得到良好的换热效果。赵镇南等[9]研究发现波纹倾斜

角能改变流动状态，从而影响板片通道的传热与阻力特性。

当今研究者们已经不满足于宏观结构的研究，开始立足于微通道换热器的研究。与
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传统换热器相比较，印刷电路板式换热器具有换热高效、结构紧凑等特点。Dong 等[10]

建立了印刷电路板式换热器三维分析模型，提出了一种新的流道结构，在相同的传热条

件下，流道优化后的印刷电路板式换热器的压降能减少 20%。此外，郭浩等[11] 在板式

换热器中加入翅片，研究发现与传统管式换热器相比，它具有传热系数高、单位体积换

热面积大、结构紧凑、温度范围宽等优点。

自板式换热器问世以来，因其优越的换热性能，换热系数高、污垢系数小以及对数

平均温差大等优点，日益得到重视，但板式换热器的缺点在于其周边密封的垫圈需要经

长清洗更换并且无法在高温下工作，这也是目前板式换热器需要解决的关键问题。

图 1 星形板和波纹板

Fig. 1. Star plate and corrugated plate

图 2 一种折流杆式换热器的壳体结构

Fig. 2. Shell structure of a baffle rod heat exchanger

1.2 管壳式换热器研究

管壳式换热器已问世超过百年，因此已经形成了一套规范而严密的设计标准和加工

模式，从当前发展来看，针对管壳式换热器主要是对管程和壳程的结构进行发展和改进。

管程结构的发展主要是改变传热面积的形状和管内插入物两种方法，前者通过加工在管

壁面上形成有规律或者无规律的凸起物，凸起物既是无源扰动的促进体，又起断续阻断

边界层发展的作用；后者则是在管内加入内插物来强化管内的单相流体传热性能，尤其

是对强化气体、低雷诺数流体或高粘度流体的传热更为有效[12]。

针对壳程结构的改进主要是优化管间支撑物。传统的管壳式换热器换热过程中的震

荡易导致管束的损坏，而优化管束支撑结构不仅能够增加湍流强度，还可以支撑管束，

减少系统震动，能显著提高换热性能，图 2 为折流杆换热器的壳体结构，这种折流杆结

构则很好的解决了管束损坏的问题。

董其伍等[13]建立一种周期性单元流道模型，用于研究折流杆换热器壳程结构优化，

该模型能够对壳程流道内流体流动及传热装置等能够进行细微结构层面的观察和分析，

同时得出折流栅间距的最佳取值范围。古新等[14]也同样是围绕着折流杆换热器壳程结构

展开分析，并构建了壳程周期性全截面模型，利用该模型能够对壳程近壁部位的流场和

温度进行观察和分析，并在数值模拟中得到需要的数据值，为该换热器的关键部位传热

效果优化提供了有效参考。

1.3 热管式换热器的研究

由于热管具有高热传导性，带有热管的热交换器在处理高热通量方面相比传统的热

交换器体积要小得多[15]。热管的种类有很多，如重力热管、普通吸液芯热管、脉动热管

等等。



如图 3 所示，重力热管其工作原理是在蒸发段液态工质吸热汽化后，蒸汽上升遇到

冷壁面，放出汽化潜热后变成液体，液体再沿内壁依靠重力回流到蒸发段，如此周而复

始以实现热量的传递。曹小林等[16]针对重力热管换热器建立相应的稳态传热数学模型，

结果表明：热管正常工作时具有均温性，换热器壁面平均温度的计算值和实验值非常接

近；充液率为 20%时运行热阻最小。

脉动热管作为目前受关注度较高的新型热管技术，将脉动热管应用于换热器中，相

比于其他热管，大大提高了传热性能。其构造形态的特征是毛细管呈蛇形弯折而成，优

点在于构造简单，且内部无需吸液芯，与重力式热管相比它不受冷热段位置的限制，脉

动热管中的流体流动驱动力主要有三个来源，即重力、脉动力、表面张力[17,[18]。商福民

等[19]设计了一种气液式脉动热管换热器，其换热效果要比单个热管换热器换热效果提高

5％～10％。

图 3 重力热管工作原理图

Fig. 3. Working principle of gravity heat pipe

2 套管式换热器数值模拟研究

2.1 几何模型与边界条件

本文建立套管式换热器三维几何模型，如图 4 所示，流动通道长为 1m，高为 0.1m，

宽为 0.1m，其材质为铜，内置换热圆管，材质为铜，壁厚都为 0.003m，工质均为空气；

圆管外进口温度设为 353.15K，速度入口边界条件为 5m/s；圆管内进口温度设为 293.15K，

速度入口边界条件为 3m/s；冷热流体在换热器中逆向流动进行换热。

图 4 套管式换热器模型

Fig. 4. Model of tube heat exchanger

2.2 湍流模型

此模型需判断模型中冷热流体流体为层流还是湍流，首先判断圆管内的冷流体的流

动形式，根据雷诺数公式（1）和（2）：

冷凝段放热

绝热段

蒸发段吸热



e=R vd ∕ （1）
e2300 10000R  （2）

式中，

—雷诺数；

—流体密度，kg/m3；

—流体速度，m/s；
—当量直径，m；

—运动粘度，Pa·s。
计算得出冷流体的雷诺数为 9600，热流体的雷诺数为 5950，可知冷、热流体的流

动形式为湍流，故数值模拟采用标准 k-e 湍流模型。

2.3 模拟结果分析

图 5 湍流动能矢量图

Fig. 5. Vector diagram of turbulent kinetic energy

图 5 为 x=0.5m 处的中心截面的湍流强度矢量图，如图所示。雷诺数的大小反映了

流体流动的湍动程度，一般来说，其值越大，流体的湍动程度愈剧烈，内摩擦力也越大，

由公式（1）和公式（2）得出的冷热流体模型的雷诺数值可知，圆管内的冷流体的整体

湍流强度比热流体湍流强度更剧烈。

根据图 5 的湍动能矢量图可知，圆管内冷流体越靠近圆管中心，其流速非常大，流

动不稳定，因此流体湍流扰动更明显，湍动能大，能量波动剧烈，湍流耗散率也大，而

越靠近圆管内壁面，湍流强度逐渐减弱，这是因为越靠近壁面，粘性滞力作用越强，使

得流体的流速减缓，阻碍了流体流动，使得贴近壁面的流体流速几乎为零，湍流扰动性

弱，湍动能小，相对圆管中心，贴近圆管内壁面流体流动比较稳定，流体流动方向相对

整齐规律；长方体模型内的热流体也是如此，贴近圆管外壁面和长方体内壁面处流体流

体因粘性滞力的作用，从中心往壁面流体流速成阶梯式下降，直至壁面处流速为零，而

两壁面之间的流体流速大，湍流强度大，流动稳定性弱，湍流动能大，能量耗散率大，

动能波动的更明显，流体流动较杂乱无规律，换热性能强。

图 6 为不同时刻套管式换热器内温度比较，从图中可以得知 120s 之前换热器内的温

度一直变化，而且温度变化幅度非常明显，在 180s 后，温度已经趋于稳定，说明此时刻

换热器内已经达到稳态换热。由图 7 中可知，在 164s 与 165s 时直线不同位置上温度曲

线依然在波动，但波动幅度很小，在 165s 后，166s、167s、168s 三个时间片段直线上对



应位置的温度已经不再发生变化，由此可知此模型在 166s 由非稳态达到稳定状态，稳定

状态后在靠近圆管内壁面的冷流体温度达到了 313K，热流体靠近圆管外壁面的温度下降

至 345K，由此可见通过数值模拟对此模型进行仿真模拟最终实现了冷热流体的换热预期

效果。

图 6 不同时刻温度变化曲线

Fig. 6. Temperature change curves of different time

segments

图 7 第 164s 到 168s 时间变化曲线

Fig. 7. Time change curve from 164s to 168s

3 不同结构换热器的工程应用

3.1 板式换热器的工程应用

杨德芯 0 在制酸系统尾气脱硫工段使用离子液循环吸收烟气中残余的 SO2 时，为了

减少能源消耗并且有效维持系统的热平衡，采用了 3 台板式换热器作为维持系统热平衡

的关键设备。郭建等 0 自行研究开发了一种板式换热器来回收空调系统的热／冷量，在

改善室内空气品质的同时回收室内的能量，既改善了室内的空气，又节约了能源。

此外，板式换热器不仅陆地上被应用，近年来也被应用于海上，成为了一种应用较

为普遍的海上天然气处理设备，在持续进行印刷电路板式换热器（PCHE）技术攻关后，

最近几年我国终于开发出了陵水半潜式平台，如图 8 所示，其优点在于节省了平台空间，

同时能够较大幅控制项目成本，且已经通过验收，该设备也是国内首创，让 PCHE 国产

化进程曙光初现。

图 8 印刷电路板式换热器在海洋平台上的应用

Fig. 8. Application of printed circuit plate heat

exchanger in offshore platform

图 9 扭曲双壳式换热器壳体结构

Fig. 9. Shell structure of twisted double shell heat

exchanger



3.2 管壳式换热器的工程应用

由华南理工及广东石化专用设备公司合作开发了一款在功能和设计方面都有新亮

点的管壳式换热器 0，这种新型换热器的优点在于其出色的传热性能，且流体阻力低，

首次实际应用是在广东乐昌县磷肥厂的硫酸产能系统。

换热器在炼化行业是重要的设备，比较常用的是一种扭曲管管壳式换热器（见图 9），
该类型换热器采用螺旋扭曲管为传热元件，管程流体产生以旋转扰动为主要特征的流动，

壳程靠排列紧凑的扭曲管外缘点的接触起到相互支撑作用，并在换热管间形成连续的螺

旋流动，壳程无折流板，流体无流动死区。该技术目前在国内中石化等企业有一定范围

应用，并取得了较好的效果 0。

3.3 热管式换热器的工程应用

张淇淇等[24]将热管换热器应用于洁净手术室空调系统中，采用热管换热器对混合后

的送风进行预冷，同时对经过表冷器后的低温送风进行预热，以降低再热能耗。云南省

小龙潭电厂 1 号炉应用了热管预热器，将热管换热器用于工业排气的余热回收中，使之

加热空气作为助燃空气使用或作为烘房的热源；也可以加热水，用作锅炉给水，或使水

产生蒸汽供其他方面使用；也可以加热排气本身，避免腐蚀排烟设备[25]。高春梅等[26]

将热管换热器余热回收技术应用于光学薄膜生产中，将生产线机体回风中的余热回收，

减少蒸汽二次加热带来的能源浪费，达到了节能减排目的。

4 展望

随着各类应用市场不断增多，同时也推动着换热器技术频繁迭代，结构和性能日趋

多样化，同时全球都在探索低碳节能型发展路线，换热器在这方面具有重要优势，其节

能环保特性备受关注，我国换热器市场庞大，虽然起步晚，但是在换热器技术领域发展

也很迅速，期望未来在换热器能在不同领域都能够有所突破。
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摘要：布雷顿循环中换热器性能对循环效率具有重要影响，然而，传统循环与换热器的耦合计算虽然

精度较高，但计算复杂，不便于工程应用。本文提出了一种解耦方法——性能恢复系数（PRC），用于

快速直接评价换热器部件性能对循环效率的影响，避免换热器与循环的耦合分析。研究结果表明，PRC

评价方法具有通用性，适用于多种构型、参数以及工质的布雷顿循环。基于 PRC，对直接与间接吸热

系统的加热器进行优化，可使循环效率分别提升 1.4 和 0.4 个百分点。

关键词：换热器；布雷顿循环；循环效率；性能恢复系数；评价方法

0 前言

为实现“双碳”目标，发展高效率且适用于多种可再生能源的发电系统十分必要。

以超临界二氧化碳（S-CO2）、氦气以及空气等作为工质的布雷顿循环被证明具有较高的

效率与紧凑度，已广泛应用于太阳能、核能、燃煤发电等多种热源的发电系统[1]。

换热器是布雷顿循环的重要部件，其性能对循环效率具有显著影响[2]，通过提升换

热器性能来提高循环效率十分必要。布雷顿循环中换热器主要分为三类：加热器、回热

器与冷却器。在传统系统层面的分析中，往往通过能效模型或 UA 模型将换热器简化为

0 维，同时换热器的压降设置为常数[3]。然而，0 维简化无法反映换热器流动传热性能对

循环效率的影响[4]，不足以支撑工程设计。

为评价换热器性能对循环效率的影响，需要进行换热器与循环的耦合分析，其中，

布雷顿循环为换热器提供边界条件，而换热器设计则提供换热器的流动传热性能参数，

经过迭代，可获得实际换热器性能参数下的循环效率。然而，耦合分析具有明显的缺点：

首先，换热器性能通常需要采用一维分段设计或三维数值模拟，且耦合分析需要数次迭

代，计算量较大；其次，耦合分析主要依赖于一个特定的循环构型，很难直接拓展应用

于其他复杂构型；第三，耦合分析不能定量描述换热器性能对循环效率的内在影响，从

而很难指导换热器的优化，因此，尽管文献中对换热器提出了很多优化方案[5]，但很少

关注这些优化方案能否提升循环效率。

为避免上述缺点，需要对循环与换热器进行解耦分析，即评价换热器部件层面的性

能对循环效率的影响，从而获得换热器性能的评价方法。此时，该问题转化为，如何通
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过提升换热器的性能来提高循环效率？换热器性能的提升一般有两种方法：强化传热与

流动减阻。强化传热可以增加换热器能效，从而提升循环效率；流动减阻则可以降低换

热器压降，降低压缩机耗功或增加透平输出功，从而有利于循环效率提升。考虑到大部

分强化传热手段往往伴随着阻力的提升，因此，该解耦方法应基于换热器传热与阻力的

综合性能评价。

文献中已有多种换热器的综合性能评价方法，被广泛应用于评估等流量、等压降、

等泵功约束下强化传热手段是否有利于节能[6-8]，然而，Li 等[9]研究表明，现有的评价方

法无法评价换热器性能对循环效率的影响，为了从循环效率角度评价布雷顿循环中回热

器性能，提出了性能恢复系数（PRC），回热器的 PRC 越高，则循环效率越高。Li 等[9]

提出的 PRC 是对解耦方法的一个初次尝试，但其应用受限于两侧均为工质的回热器，而

对于单侧工质的换热器，如布雷顿循环中的加热器，PRC 的应用还需要进一步发展。

本文旨在探索布雷顿循环中换热器的解耦方法，以直接评价换热器性能对循环效率

的影响，并进一步指导换热器的选型与优化。因此，本文首先提出换热器性能评价方法

的通用表达式，结合对换热器的流动传热性能参数的讨论，建立基于换热器的性能评价

循环效率的性能恢复系数（PRC），并对不同构型、参数和工质的布雷顿循环中不同类型

热交换器进行通用性验证，最后，提出直接加热和间接加热系统中加热器的优化构型与

布置。

1 评价换热器的解耦方法

1.1 换热器综合性能评价方法的通用表达式

考虑到换热器的传热与阻力性能对循环效率均有影响，因此解耦方法应是一个反映

换热器传热与阻力综合性能的参数，设该性能参数 ξ的定义式为

= nXY （1）
式中，X、Y 分别为换热器的传热与阻力性能参数；n 为阻力性能的权重系数。

显然，在布雷顿循环回热器的评价中，传热与阻力性能参数分别为回热器的能效 ε

（X=ε）与总体总压恢复系数 σa（Y=σa），且阻力性能的权重系数 n=1，表示 ε与 σa对循

环效率的贡献相近[9]。而对于文献中广泛应用的 PEC 因子，两个性能参数分别为(Nu/Nu0)
与(f/f0)，其在等流量、等压降与等泵功约束下的权重系数 n 分别为−1、−1/2 与−1/3。

因此，式（1）可看作换热器综合性能评价方法的通用表达式，通过该表达式，可

以将换热器的性能评价转化为寻找合适的流动与阻力性能参数 X、Y，以及权重系数 n。
该通用表达式为换热器在各种工程背景下，特别是复杂热力循环中的评价提供了新思路。

1.2 布雷顿循环

为建立布雷顿循环中换热器的评价方法，即寻找合适的 X、Y 与 n，本文采用一个较

为通用的布雷顿循环以讨论换热器传热与阻力性能对循环效率的影响。回热器的评价方

法已在文献[9]中详细讨论，本文主要关注加热器的评价方法。需要注意的是，布雷顿循

环与热源的耦合可分为直接吸热式与间接吸热式两种。对于直接吸热式，考虑到加热器

的热安全性，流体的最高温度（透平入口温度）一般设为常数；而对于间接吸热式，则

通过引入一个中间传热流体（heat transfer fluid，HTF），如液态金属或熔融盐，来吸收热

源的热量，然后通过中间换热器将热量传递给工质，此时流体最高温度则与 HTF 的最高



温度 Th及中间换热器的性能密切相关。从透平入口温度的角度来看，直接吸热式系统可

看作间接吸热式系统的一个特殊工况，因此，本文将以间接吸热式系统来讨论加热器性

能对循环效率的影响。

以典型的再压缩配合一次再热的布雷顿循环（下称 RC+SRH 循环）为例，其布置见

图 1，系统包括两个压缩机（C1、C2）、两个透平（HPT、LPT）、两个回热器（HTR、
LTR）、两个加热器（主加热器 MH 与再热器 RH）和一个冷却器。循环的主要假设及计

算过程见文献[9]，此处不再赘述。考虑到加热器性能主要影响透平入口温度及压降，本

文将通过改变透平入口温度和压降分析加热器传热与阻力性能的影响。
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图 1 典型间接吸热式 RC+SRH 循环布置

1.3 传热性能参数

由于温熵（T-s）曲线的面积表示循环净功的大小，因此可以通过 T-s 图方便地分析

透平入口温度的影响，以 S-CO2布雷顿循环为例，图 2a 展示了理想工况下的 T-s 图，即

透平入口温度与 Th 相等且压降为 0，此时 MH 与 RH 的热负荷可分别记为 QMH,ideal 与

QRH,ideal。考虑到加热器性能变化对其他部件影响较小，图 2b-d 展示了加热器与透平附近

的局部放大图。可以看出，当 HPT 温度降低时（T5 = Th − 20 ℃），循环净功 Wnet将减小

ΔW1，如图 2b 的阴影部分所示；同样地，当 LPT 温度降低时，循环净功 Wnet将减小 ΔW2，

见图 2c。而对于两个透平入口温度同时降低的情况（图 2d），其做功变化量即为 ΔWtotal =
ΔW1 + ΔW2。根据循环效率的计算公式，此时的循环效率 ηcycle可由下式计算：

net,ideal
ideal

net,ideal h,ideal h,ideal h,idealnet
cycle

h h,ideal

h,ideal h,ideal

=
1 1

W WW
W W Q Q QW

W WQ Q W
Q Q





 
 
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  

  
 

 
   

   
 

（2）

式中，ηideal为理想工况下的循环效率，∑Qh,ideal = QMH,ideal + QRH,ideal为理想工况下的加热

器总热负荷。显然，对于特定的循环构型及参数，ηideal与∑Qh,ideal均为常数，此时，实际

循环效率 ηcycle为∑ΔW 的单值函数，∑ΔW 越大循环效率越低。

然而，换热器设计中∑ΔW 很难计算，需要寻找一个便于计算的变量。由图 2d 可知，

ΔW1与 ΔW2可以分别近似看作两个平行四边形的面积。根据平行四边形面积计算公式，

ΔW1与 ΔW2分别正比于 ΔQMH与 ΔQRH，ΔQMH与 ΔQRH分别表示 MH 与 RH 中理想工况

与实际工况热负荷的差值，可由下式计算：
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式中，m 为质量流量，H 为工质的焓值。
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图 2 透平入口温度的影响：（a）理想工况；（b-d）局部放大 T-s 图

此时，∑ΔW 可由∑ΔQ = ΔQMH + ΔQRH代替。图 3a 展示了不同透平入口温度变化工

况下，循环效率随∑ΔQ 的变化，可以看出，不同工况的数据高度重叠，说明∑ΔQ 可以

表示加热器的传热性能参数。为增加普适性，采用∑Qh,ideal对其进行无量纲化处理，提出

一个新的无量纲数——能量恢复系数 χ，其定义式为：

h,ideal

=1
Q

Q







（4）
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图 3 循环效率随（a）∑ΔQ 与（b）能量恢复系数的变化

能量恢复系数表征了加热器传热性能在实际工况下与理想工况下的比值，理想工况

下 χ = 1。由图 3b 可以看出，循环效率随能量恢复系数近似线性增加，且不同工况数据

高度重叠，说明能量恢复系数可以作为表征加热器的传热性能参数。

1.4 阻力性能参数

循环效率随压降的变化如图 4a 所示，其中，ΔPMH与 ΔPRH分别为 MH 与 RH 的压

降，可以看出，对于相同的 ΔP，ΔPRH = ΔP 工况的循环效率低于 ΔPMH = ΔP 工况，说明

RH 的压降对循环效率影响更大，这主要是由于 RH 的工作压力低导致，该结果说明，



压降的绝对值不是循环效率的直接影响因素，对于阻力性能的评价必须同时考虑工作压

力。因此，引入总压恢复系数 σ，定义式为：

out

in in

1
P P
P P




   （5）

式中，Pin、Pout分别为进出口的压力；ΔP 为换热器压降。
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图 4 循环效率随（a）压降 ΔP 与（b）总体总压恢复系数 σa的变化

需要注意的是，当 ΔPMH = ΔPRH = ΔP 时，循环效率降低值大于另外两种工况之和，

如图 4a 所示，该现象表明，MH 与 RH 的压降存在耦合作用。为同时考虑 MH 与 RH 阻

力性能的影响，引入了总体总压恢复系数，它是各加热器工质侧总压恢复系数的乘积，

定义式为

a MH RH wf     （6）

式中，σwf泛指工质侧的总压恢复系数。图 4b 展示了循环效率随总体总压恢复系数 σa的

变化，可以看出，不同工况的数据高度重叠，说明 σa可以作为表征加热器的阻力性能参

数。

1.5 权重系数

同样地，以 S-CO2布雷顿循环为例，不同再热级数下权重系数 n 随压缩机出口压力

P2的变化如图 5a 所示，其中 RC 代表无再热循环，RC+DRH 代表二次再热循环，n 的值

通过数据分析获得。可以看出，随着 P2增大，n 逐渐降低，说明低压工况下阻力性能对

循环效率的影响更大。同时，随着再热级数增加，相同 P2下 n 也会升高，这主要是由于

再热器的压力较低导致的，可以得出，n 受所有加热器中压力的影响。此时，需要一个

特征压力来表征不同压力工况对 n 的影响。值得注意的是，由于 RC 循环中只有一个加

热器，此时加热器压力即为特征压力，因此，RC+SRH 与 RC+DRH 循环中 n 随特征压

力的变化应与 RC 循环具有相同的规律，即 RC+SRH 与 RC+DRH 的数据点回归到图 5a
中的虚线上。经过详细的数据分析，发现加热器中的算术平均压力 Pm可以实现该回归。

为了使该特征压力适用于多种压缩机入口压力工况，本文提出了平均压比 rm，定义式为：

m m 1r P P （7）
式中，P1为压缩机入口压力。图 5b 展示了 n 随 rm的变化，可以看出，不同再热级数下，

n 随 rm的变化规律一致，且吻合较好，此时可通过函数拟合获得 n 的计算公式为：
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图 5 权重系数 n 随（a）压缩机出口压力 P2与（b）平均压比 rm的变化

1.6 性能恢复系数

经上述分析可得，加热器的两个性能参数 X 与 Y 分别为能量恢复系数 χ与总体总压

恢复系数 σa，χ与 σa越大，循环效率越高。结合式（1），可获得性能恢复系数（performance
recovery coefficient，PRC）的表达式：
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显然，PRC 取值范围为 0-1，表示换热器实际性能与理想工况下性能的比值。上式

中所有变量均可由换热器的流动传热参数计算获得，因此可以方便地由换热器部件层面

的性能参数评价循环效率，从而避免复杂的耦合分析。

值得注意的是，由于回热器出口温度对其入口温度几乎无影响，此时可得回热器的

能量恢复系数 χ即为回热器的能效 ε；回热器的总体总压恢复系数为 σa = ∏σwf = σhσc，其

中 σh、σc分别为回热器热侧与冷侧工质的总压恢复系数；同时，由于 ε与 σa对循环效率

的贡献相近[9]，权重系数 n=1。此时，回热器的性能恢复系数为 PRC = εσhσc，与作者前

期工作[9]一致。因此，式（9）定义的性能恢复系数 PRC 是一个同时适用于加热器与回

热器的通用评价方法。

2 性能恢复系数的验证

为验证性能恢复系数，采用常规的耦合分析方法，计算了不同设计工况（换热器能

效 ε、入口雷诺数 Re、换热器型式、循环构型及循环工质）下的循环效率。采用两种典

型的紧凑型换热器：印刷电路换热器（PCHE）与微管壳式换热器（MSTE）。其中，PCHE
采用常见的直通道（Straight）、之字形通道（zigzag）、S 型肋片（S-shape）与翼型肋片

（Airfoil）通道，MSTE 则采用了三角形（MSTE-t）与正方形（MSTE-s）两种布置。耦

合分析及换热器设计的详细计算过程可见文献[9,10]。
2.1 不同换热器型式及循环构型

由于循环构型中，再热对加热器影响最大，本文将通过改变再热级数来考查性能恢

复系数 PRC 在不同循环构型中的适用性。首先以 S-CO2布雷顿循环为例，图 6a 展示了

不同循环构型与参数条件下，采用多种型式换热器时循环效率随 PRC 的变化，可以看出，



对于任一组循环构型及参数，不同换热器型式下的循环效率吻合较好，且循环效率随

PRC 单调递增，说明 PRC 是一种有效的解耦方法，适用于各种参数和不同布局的布雷

顿循环中加热器的性能评价。
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图 6 性能恢复系数的通用性验证：（a）多种循环构型及参数；（b）多种循环工质

2.2 不同循环工质

性能恢复系数 PRC 在 S-CO2布雷顿循环中的适用性已在图 6a 中充分验证，为进一

步验证 PRC 在不同工质布雷顿循环中的应用，本节采用了 1C2T 氦气布雷顿循环与简单

回热+一次再热（SR+RH）的闭式空气布雷顿循环，如图 6b 所示。可以看出，循环效率

随 PRC 单调递增，且不同换热器型式数据吻合较好，说明式（9）定义的性能恢复系数

PRC 可以直接拓展应用于多种工质的布雷顿循环。

综上所述，本文提出的性能恢复系数 PRC 是布雷顿循环中加热器与回热器的通用评

价准则，适用于多种构型、参数及工质的布雷顿循环，同时适用于多种型式换热器。

3 性能恢复系数的应用

本文提出的性能恢复系数反映了换热器传热与阻力性能的权衡，有助于布雷顿循环

中换热器的选型与优化。下面分别针对典型的间接吸热式塔式太阳能系统及直接吸热式

1000 MW 级 S-CO2燃煤锅炉，研究了加热器的选型及优化布置形式。

3.1 间接吸热系统

对于间接吸热式系统，可以通过改变中间换热器（MH 与 RH）的型式来提高循环

效率，下面主要对 PCHE 不同通道型式进行优化设计。由于式（9）中阻力性能的权重

系数均大于 1，说明在加热器中，阻力性能对循环效率的影响大于传热性能，因此，为

提高循环效率，应主要关注加热器的阻力性能。

翼型通道由于阻力较小，总压恢复系数较高（见图 7a），可以在四种 PCHE 通道中

实现最高的 PRC 与循环效率，如图 7c 所示。然而，翼型通道紧凑度远低于之字形通道，

若 MH 与 RH 均采用翼型通道时，其体积相对于采用之字形通道增加 43.9%，如图 7b 所

示。因此，需要在保证循环效率的情况下，体积尽可能较小。

由式（5）可知，由于 RH 压力较低，压降对 RH 的总压恢复系数影响较大，而对

MH 的总压恢复系数影响较小，应优先考虑低压通道的流动减阻。如图 7a 所示，采用翼

型通道后，尽管 MH 的压降由之字形通道的 0.14 MPa 显著降至 0.05 MPa，但 σMH仅略

有提升。因此，本文提出采用之字形-翼型加热器，即 MH 采用之字形通道以提高紧凑度，



而 RH 采用阻力较低的翼型通道以提高效率。与之字形通道相比，之字形-翼型加热器可

使循环效率提高 0.4 个百分点，与效率最高的翼型通道相比，优化后的结构可以减少

17.4%的加热器总体积，而循环效率的损失只有 0.1 个百分点。
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图 7 塔式太阳能系统加热器优化：（a）总压恢复系数；（b）体积；（c）PRC 与循环效率

值得注意的是，由于翼型通道的接触面积较小，其耐压性能较弱，因此在高压工况

的 MH 中，应优先选用连续型通道以保证安全性，因此，综合考虑循环效率、紧凑度与

耐压性能，推荐采用之字形-翼型加热器。

3.2 直接吸热系统

对于直接吸热式系统，由于透平入口温度不变，可得出∑ΔQ = 0 且 χ = 1，此时 PRC
= σa

n，因此，直接吸热式系统加热器的优化主要通过提升总体总压恢复系数实现。本文

以 1000 MW 级 S-CO2燃煤锅炉为例，对受热面布置进行优化，循环采用间冷+三级压缩

+二次再热构型（IC+TC+DRH），主蒸汽参数 630 ℃/35 MPa，计算方法详见文献[11-13]。
锅炉内的换热器主要包含两大类：一是辐射受热面，即冷却壁；二是对流受热面，

即烟气换热器。冷却壁管数量受到锅炉表面积的约束，冷却壁单管内质量流量较大，导

致压降较高，而烟气换热器则可以简单地通过调整管数来控制压降。因此，冷却壁管中

的压降一般远高于烟气换热器。因此，可以考虑对受热面进行优化布置以提高循环效率。

图 8a 展示了典型的锅炉受热面布置方式，其中 CW 代表冷却壁，HE 代表烟气换热

器，M、1、2 分别代表主加热（MH）、一次再热（RH1）与二次再热（RH2）。初始布

置中，采用分流减阻原理[4]，将 MH、RH1 与 RH2 分为两部分，每部分依次流过冷却壁

与对流受热面，该布置可以很好地防止冷却壁超温[11]。然而，该布置下，RH2 的压降可

达 1.3 MPa，由于其工作压力较低，总压恢复系数 σRH2仅有 0.9，导致总体总压恢复系数

σa较低，为 0.85。因此，必须降低 RH2 的压降以避免过大的压降惩罚效应。

为降低 RH2 的压降，需要避免 RH2 流过冷却壁，因此，本文提出如图 8b 所示的锅

炉受热面优化布置形式。与初始布置相比，优化布置将 MH 与 RH1 在冷却壁部分增高，

使其布满整个冷却壁，另外，将整个 RH2 布置在对流受热面，同时通过调整管数来控制

单管质量流速约为 2000 kg·m-2·s-1。优化后，虽然 MH 和 RH1 的压降分别提高了 43.66%
和 44.62%，但由于工作压力较大，σMH和 σRH1的变化不大。而 RH2 的压降降至 0.41 MPa，
σRH2由 0.90 显著提高到 0.97，从而使 σa由 0.85 提高到 0.90，循环效率达到 52.2%，提高

了 1.4 个百分点。
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图 8 1000 MW 级 S-CO2燃煤发电系统受热面优化：（a）初始布置；（b）优化布置；（c）压降；（d）总

压恢复系数与循环效率

文献[13]对 1000 MW 级 S-CO2燃煤发电系统进行了类似的优化，循环构型及主蒸汽

参数与本节相同。不同的是，其初始布置未采用分流减阻策略，导致冷却壁压降较大，

其中 RH2 的压降可达 5.05 MPa。优化方案与本节类似，通过将 RH2 从冷却壁移动到水

平烟道，使 RH2 的压降显著降低至 0.59 MPa，σa由 0.56 提高至 0.81，与初始布局相比，

优化布局可将循环热效率从 35.4%提高到 50.09%。该结果同样表明，应优先考虑降低低

压 RH2 的压降，进一步验证了基于 PRC 的优化方法的适用性。

4 结 论

本文提出了一种解耦方法来评价换热器性能对循环效率的影响，同时基于该评价方

法对直接与间接吸热系统的加热器进行优化设计，主要结论如下：

1）提出了换热器综合性能评价方法的通用表达式，其定义式为 ξ = XYn，其中，X 和 Y
分别代表传热及阻力性能参数，n 为阻力性能的权重系数。

2）提出了从换热器部件层面性能参数直接评价布雷顿循环效率的性能恢复系数 PRC，
定义式为 PRC = χσa

n，其中，χ = 1 − ∑ΔQ / ∑Qh,ideal、σa = ∏σheater分别表征传热与阻

力性能参数，结果表明，性能恢复系数是布雷顿循环中加热器与回热器的通用评价

准则，适用于多种构型、参数及工质的布雷顿循环，同时适用于多种型式换热器。

3）根据性能恢复系数的定义式，加热器的阻力性能对循环效率的影响大于传热性能，

同时应优先考虑降低低压通道的流动阻力，基于性能恢复系数，对直接与间接吸热

系统的加热器进行优化，使循环效率分别提升 1.4 和 0.4 个百分点。
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摘要：明确颗粒外掠换热管的传热机理对提高移动床换热器的换热能力具有重要的理论指导意义。基

于 CFD-DEM 法研究了正六面体颗粒粒径对其外掠换热管传热特性的影响，揭示了不同粒径下正六面

体颗粒外掠换热管的传热机理。结果表明，随着粒径增大，颗粒流动特性恶化，进而导致其传热特性

恶化。粒径由 5 mm 增大到 7 mm，颗粒与管的平均接触数降低了 49.2%，管周空隙率增加了 2.15%。

相应的，换热管平均热流量及平均有效换热系数分别降低了 34.42 W、7.2 W/m2∙K。

关键词：颗粒流，粒径，正六面体颗粒，传热特性

0 前言

作为世界上最大的能源消费国，我国能源消费量占据全球能源消费总量的 26.5%[1]，

其中，工业耗能在我国能源总消耗中占据着 66.8%的份额[2]。据统计，我国工业部门每

年会产生约 4500 亿吨的高温颗粒，而这些高温颗粒的余热回收率却不足 40%[3]，若这部

分热量得到有效回收，我国每年能节省约 100 亿吨标准煤[4]。因此，发展固体颗粒余热

回收技术是降低工业能耗、促进节能减排的重要途径。

移动床换热器因其成本低、安全性高和换热效率高等特点，在固体颗粒余热回收领

域得到了广泛应用[5]。近年来，颗粒在移动床换热器内的流动及传热特性不断被探究完

善，移动床换热器的换热能力逐渐提升[6]。郭志罡等[7]采用双欧拉法模拟了内置错排管

束移动床换热器内颗粒的流动及换热过程，结果表明，颗粒与换热管之间的平均换热系

数随颗粒密度、比热容及入口流速的增大而升高，但热回收效率随之下降。Tian 等[8]采

用离散单元法模拟了球形颗粒在椭圆组合管、椭圆管和圆管周围的流动及传热特性。结

果表明，椭圆组合管的换热能力与椭圆管相似，且优于圆管。

现有工作主要集中在换热器内部结构对颗粒流动及传热特性的影响，且多将颗粒简

化为球形，这对于了解非球形颗粒外掠换热管时粒径对其传热特性的影响机理是不足的。

由于正六面体颗粒与工业实际中的颗粒复合材料形状相似度极高，因此其在非球形颗粒

的建模过程中被广泛考虑[9]，基于 CFD-DEM 法模拟了正六面体颗粒外掠换热管的传热

过程，研究了粒径变化对正六面体颗粒外掠换热管传热特性的影响。这可为深入了解非

基金项目：山东省自然科学基金(ZR2020ME176 和 ZR2020ME182)



球形密集固体颗粒流外掠换热管的换热机理以及提高能源综合利用效率提供理论支撑。

1 模型及验证

1.1 物理模型

正六面体颗粒外掠换热管的计算模型如图 1 所示，其中，W、H、L 所在方向分别代

表计算模型的宽度、高度、厚度方向。为了尽可能减少计算负担，在宽度方向及厚度方

向设置周期性边界条件[10]。根据前人的研究，模型宽度、高度、厚度分别被设置为 174
mm、519 mm、36 mm，换热管直径 Dt为 58 mm，保证颗粒在模型中正常流动传热[3, 11]。

基于多球法[12]构建的正六面体颗粒如图 1 (b)所示。

(a) 模型结构

(a) Model structure

(b) 模拟模型

(b) Simulation model

图 1 模型示意图

Fig. 1 Schematic diagram of the model

表 1 模拟参数

Tab. 1 Simulation parameters

参数 数值 参数 数值

颗粒密度/ kg∙m-3 2848 换热管密度/ kg∙m-3 7850
颗粒泊松比 0.25 换热管泊松比 0.3

颗粒杨氏模量/ Pa 5.5×108 换热管杨氏模量/ Pa 1.8×1011

颗粒间静摩擦系数 0.3 颗粒-换热管静摩擦系数 0.3
颗粒间滚动摩擦系数 0.1 颗粒-换热管滚动摩擦系数 0.1
颗粒间碰撞恢复系数 0.3 颗粒-换热管碰撞恢复系数 0.5
颗粒初始温度/ ℃ 800 换热管温度/ ℃ 25 

颗粒比热容/ J∙(kg∙K)-1 1210 换热管比热容/ J∙(kg∙K)-1 460
颗粒热导率/ W∙(m∙K)-1 0.55 换热管热导率/ W∙(m∙K)-1 15
空气比热容/ J∙(kg∙K)-1 1006.43 空气热导率/ W∙(m∙K)-1 0.0257

采用先填料后流动的模拟流程。在填料过程，位于换热管下方 20 mm 处的挡板处于

静止状态，颗粒自模型入口处自由下落填料至图 1 (b)所示状态。此时，颗粒与换热管之



间绝热，保证颗粒热量不会提前流失。填料完成后，进入流动过程。在流动过程，颗粒

由挡板控制，以 2 mm/s 速度竖直向下运动外掠换热管并与管换热。模拟中的其余参数如

表 1 所示。

1.2 数学模型

CFD-DEM 耦合计算方法能够准确模拟颗粒相与流体相之间的相互作用，已经在颗

粒两相流系统中得到了广泛认可。在 CFD-DEM 耦合计算[13]中，颗粒相由 DEM 求解，

流体相由 CFD 求解。两相间的相互作用在数据交互中完成计算。

1.2.1 动力学模型

颗粒的运动由平移及旋转运动组成，模拟中颗粒的运动由牛顿第二定律描述，球形颗粒

的运动方程[14]如式(1)所示。

/

/
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模拟中的正六面体颗粒由多个球形颗粒组成，其运动方程如式(2)所示。

h, h , h h ,

h, h , h
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其中 mh, i，Ih, i，vh, i和 ωh, i分别表示正六面体颗粒 i 的质量、惯性矩、速度和角速度，Fh

和 Mh分别表示正六面体颗粒的子球 i 的接触力以及滚动力矩。

气相的质量及动量控制方程[15]为：
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其中，εv为孔隙率，ρg为气项密度，ug为气体流速，p 为气体压力，fg,p为颗粒与气体的

体积相互作用力，τ 为气项的应力张量，g 为重力加速度。

气项的能量方程为：

 
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其中，ε 为湍流耗散率，cg为气体的比热容，Γ 为气体的热扩散率，Qg, i为气体与颗粒

i 对流换热的热流量，Qg, wall为气体与壁面对流换热的热流量。

1.2.2 热传导模型

颗粒之间及颗粒与换热管之间的热流量由以下公式计算[16]：

c c c( )Q h T  (6)

其中，Tc为两接触面之间的温差，hc由式(7)计算：
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其中，FN为两接触物体的法向力，k1和 k2为两接触体的导热系数。

1.2.3 对流换热模型

颗粒与周围气体之间的热流量 Qi, g可以写成[17]：

,g ,conv g,( )i i i i iQ h A T T   (8)

其中，Ai与 Ti分别为椭球颗粒 i 的表面积及温度，Tg, i为颗粒 i 周围气体的温度。导热系

数 hi, conv的表达式为：

2
,conv v g p,6 1 /( )i ih k Nu d  (9)

其中，kg为气体的导热系数。

1.2.4 辐射换热模型

辐射传热采用 DO 模型进行求解，DO 热辐射模型的控制方程为：

0I s (10)
其中，s 为辐射角度；I 为颗粒表面的辐射强度。
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其中，ɛw为表面辐射率，Tp为颗粒表面温度，qin为颗粒表面的入射热流量。

颗粒的温度变化[16]由式(12)控制：

p heati
dTm C Q
dt

 (12)

其中 Cp和 T 是颗粒的比热容和温度，Qheat表示热通量之和。

1.3 模型验证
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图 2 模型验证

Fig. 2 Model validation



Collier 等[17]的实验结果在验证 CFD-DEM 模型的准确性方面已经得到了学者们的广泛

认可。实验及模拟过程为将直径为 2 mm 的磷青铜球颗粒埋入直径为 3 mm 的二氧化硅颗粒

填充床中，磷青铜球颗粒的初始温度为 180 ℃，二氧化硅颗粒的初始温度为 25 ℃。同时，

填充床内流经温度为 25 ℃，速度为 0.43 m/s 的空气。图 3 展示了磷青铜球在填充床中的温

度变化过程。将模拟结果与 Collier 的实验数据进行了比较。结果表明，本工作中颗粒的温

度变化与Collier 得到的结果具有良好的一致性，CFD-DEM 模型的准确性得到了验证。

2 结果与讨论

2.1 粒径对正六面体颗粒传热特性的影响

选取 5 mm、6 mm、7 mm 三种粒径作为研究参数，其中，正六面体颗粒的粒径以等

体积当量径 dp表示，如无特殊说明，下文所述粒径则均为此等体积当量径。其计算如式

(13)所示。
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 

(13)

其中，me为颗粒的质量，ρp为颗粒的密度。

图 3 展示了 35 s 时不同粒径下椭球颗粒的温度分布。由图 3 可知，不同粒径下管周

颗粒的温度分布相似，低温颗粒均分布在换热管周围，且相较于管两侧，管上方及管下

方存在更多的低温颗粒。这是因为管束顶部的滞留区及管束下方的空区极大的影响了管

周颗粒的运动。滞留区的存在使管束上方的颗粒运动缓慢，与换热管有更长的接触时间，

换热更充分。而换热管下方空区的存在会使颗粒在绕管后向空区集中加速运动，在空区

下方汇集后继续流动。虽然温度的分布情况相似，但不同粒径下管周颗粒的温度变化情

况却有明显差异。Tp, a为管周一倍粒径范围内颗粒的平均温度，其计算为：

p,
p,a

T t
T

t
 





(14)

其中，Tp, τ为第 τ s 时管周一倍粒径范围内颗粒的温度。随着粒径由 5 mm 增大到 7 mm，

管周颗粒最高温度均保持在 799.9 ℃以上，颗粒最低温度从 759.33 ℃上升到 780.13 ℃，

上升了 20.8 ℃。管周颗粒平均温度 Tp,a从 789.95 ℃上升到 794.95 ℃，上升了 5 ℃。

5 mm 6 mm 7 mm

图 3 不同粒径下正六面体颗粒的温度分布



Fig. 3 Temperature distribution of hexahedral particles with different particle sizes

换热管平均热流量 Φa是单位时间内通过换热管的平均热量，用来评价颗粒与换热管

之间的换热能力。平均热流量越大，代表单位时间内颗粒与换热管之间的交换的热量越

多，换热效果越好。其计算为：
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其中，τ为第 τ s 的换热管热流量，Δt 为时间间隔。

不同粒径下的换热管热流量如图 4 所示。由图 4 可知，不同粒径正六面体颗粒下，

换热管热流量曲线均呈现先迅速降低再缓慢回升，最终波动稳定的趋势。这是因为在填

料过程结束、流动过程尚未开始时，换热管被热颗粒完全包围（如图 1 (b)所示），而在

流动开始后，换热管下方会逐渐形成空区，直到空区完全形成，换热管热流量趋于稳定。

由图 4，选取热流量波动稳定的 15 s~30 s 为研究时段。

在研究时段内，不同粒径下换热管热流量呈现出明显差异。粒径为 5 mm 的换热管

热流量曲线明显高于其他两组，而粒径为 7 mm 的热流量曲线则位于最下方。从换热管

平均热流量来看，粒径为 5 mm、6 mm、7 mm 的平均热流量分别为 295.41 W、282.89 W
及 260.99 W。随着粒径由 5 mm 增大到 7 mm，换热管平均热流量降低了 34.42 W。这代

表随着颗粒粒径的增大，颗粒与换热管之间的换热效果变差。这与前文的温度差异是相

对应的。
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图 4 不同粒径下的换热管热流量

Fig. 4 Heat transfer rate of the tube with different particle sizes

2.2 粒径对正六面体颗粒流动特性的影响

颗粒的流动特性对其传热特性起着决定性的影响，因此，对颗粒换热机理的探究应

该以其流动特性为基础。颗粒与换热管之间的平均接触数 CNp-t, a是颗粒与换热管之间接

触点数量的平均值，用来评价颗粒与换热管之间接触情况。CNp-t, a越大，代表颗粒与换

热管之间的接触点越多。其计算为：
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其中，CNτ为第 τ s 时颗粒与换热管的接触数。

不同粒径下颗粒与换热管之间的接触数如图 5 所示。由图 5 可知，不同粒径下颗粒

与换热管之间的接触数曲线均呈现先迅速降低后波动稳定的趋势，这与换热管热流量曲

线的走向是相同的，同样是流动初始阶段空区的形成导致的。在研究时段内，dp = 5 mm
接触数曲线处于最高位置，其次为 dp = 6 mm 的曲线，dp = 7 mm 的接触数曲线则处于最

低位置。从平均接触数来看，粒径为 5 mm、6 mm、7 mm 的 CNp-t, a分别为 154.73、105.51
及 78.66。这代表随着粒径的增大，与换热管直接接触的颗粒数量减少，颗粒与换热管之

间的接触情况变差。在密集颗粒移动床中，热传导是主要的传热途径，因此，随着颗粒

与换热管之间的接触情况变差，能直接与换热管进行热传导的颗粒数量减少，颗粒与换

热管之间的平均热流量减小。这与图 4 是相对应的。
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图 5 不同粒径下颗粒与换热管之间的接触数

Fig. 5 Number of contacts at different particle sizes

平均空隙率 ɛp, a是一定区域内空隙率的时间平均值，是评价颗粒在一定区域内密实

程度的指标。ɛp, a越小，代表颗粒在此区域内填充的越致密，其计算为：
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其中，空隙率 ɛp是一定区域内除颗粒之外的空间体积占此区域总容积的百分比。
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图 6 不同粒径下的管周空隙率

Fig. 6 Void ratio around the tube with different particle sizes

不同粒径下的管周空隙率如图 6 所示。由图 6 可知，不同粒径下管周空隙率曲线均

呈现先持续下降，后波动平稳的趋势，这是由颗粒的流动决定的。14 s 前，颗粒并未填

满管周统计区域，因此管周颗粒的体积分数持续上升，空隙率呈现持续下降的趋势。在

14 s 时，颗粒完全填满管周统计区域，且保持填满状态持续至流动过程结束，因此空隙

率曲线在此时段趋向稳定。在空隙率稳定的时段，随着粒径的增加，空隙率曲线呈现出

明显差距。dp = 5 mm 的空隙率曲线位于其余曲线的上方，其次为 dp = 6 mm 的空隙率曲

线，dp = 7 mm 的空隙率曲线则位于最低位置。从平均空隙率来看，粒径为 5 mm、6 mm、

7 mm 的 ɛp, a分别为 44.72%、46.19%及 46.87%，这代表随着粒径的增大，换热器内颗粒

的密实程度降低，颗粒之间的空隙变大，颗粒的传热受到更大的阻碍。这与图 3 及图 4
是对应的。

颗粒与换热管之间的有效换热系数 Kp-t 是评价颗粒与换热管之间换热过程强烈程度

的评价指标。Kp-t越大，代表换热过程越强烈，换热能力越强。其计算为：
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其中，At为换热管的表面面积，Tt为换热管温度。

研究时段内，粒径为 5 mm、6 mm、7 mm 的椭球颗粒外掠换热管时，其平均有效换

热系数分别为 58.9 W/(m2∙K)、56.23 W/(m2∙K)、51.7 W/(m2∙K)，由 5 mm 到 7 mm 降低了

7.2 W/(m2∙K)。综上，随着粒径的增大，正六面体颗粒外掠换热管的换热性能恶化。

3 结 论

为了深入了解正六面体密集固体颗粒流外掠换热管的换热机理，基于 CFD-DEM 法

研究了正六面体颗粒外掠换热管的换热过程，揭示了不同粒径对正六面体颗粒外掠换热

管传热特性的影响。主要结论如下。

随着粒径的增大，管周颗粒的最低温度和平均温度增加，换热管平均热流量和有效

换热系数下降，颗粒传热特性恶化。粒径由 5 mm 增大到 7 mm，颗粒的最低温度从

759.33 ℃上升到 780.13 ℃，平均温度从 789.95 ℃上升到 794.95 ℃，换热管平均热流量



从 295.41 W 降低到 260.99 W，有效换热系数从 58.9 W/m2∙K 降低到 51.7 W/m2∙K。

颗粒流动特性的恶化是其传热特性恶化的根本原因。随着粒径的增大，颗粒与换热

管之间的平均接触数降低，管周空隙率增大，颗粒流动特性恶化。粒径由 5 mm 增大到

7 mm，颗粒与管之间的平均接触数由 154.73 降低到 78.66，管周空隙率由 44.72%增大到

46.87%。
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摘 要 为提高锂电池组的热安全性和热均匀性，本文在平直形通道液冷板的基础上，经三次设计优

化，提出了两段渐变式液冷板结构。选择 12 个棱柱锂离子电池组成的模组作为散热模型，利用 CFD

手段进行仿真计算，对比了不同液冷板的散热特性，研究了流速和不同导热介质对散热特性的影响规

律。结果表明：当液体流速为 0.08m/s，5C 放电倍率，电池间布置石墨导热片时，与平直形相比，两段

渐变式电池组最高温度降低了 7.31℃（18.28%），最大温差减小了 6.37℃（54.82%）。

关键词 锂离子电池；电池热管理；液冷板；渐变通道

0 前言

石油能源的逐渐衰竭和化石燃料燃烧引起的环境污染、全球变暖等一系列问题使电

动汽车和混合动力电动汽车成为未来发展的主流方向[1]。与传统燃油汽车不同，它们的

动力主要由镍镉、镍氢和锂离子等不同种类的电池所提供。近年来，锂离子电池因高功

率、大容量、低放电率和长循环寿命的优点被广泛应用。有研究表明，温度对锂离子电

池性能的影响十分显著，20℃~40°C 为其最佳工作温度范围[2]。若长期工作在温度过高

的环境下，锂离子电芯的化学活性会降低，导致不可逆的容量衰减和电池老化[3]，更严

重者会致使电池模组发生热失控，引起电池自燃，导致爆炸甚至火灾[4]。而且，单体和

模组间的温差过大时，会引发电池间不同的放电深度和异步老化过程，导致电池组容量

损失，故最大温差应保持在 5°C 以内[5]。因此，有效的电池热管理系统是必要的。适当

的动力电池冷却技术可以将电池保持在最佳工作温度范围内，减小峰值温度和温差对电

池组的负面影响，有效提高电池效率，提高使用安全性，降低老化率，延长其使用寿命。

目前主流的动力电池冷却技术主要包括空气冷却、液体冷却、相变冷却和复合冷却。

其中，液体冷却系统具有较高的结构紧凑性和传热系数，在提高电池组能量密度方面更

有效，但在改善温度均匀性方面效果仍不理想[6]。鉴于直接冷却对密封和压力要求的严

格性和冷却介质寻求的困难性，浸入式冷却方法尚未在批量生产的电动汽车中广泛应用
[7]。相比之下，间接冷却更通用，已应用于特斯拉 Model 3，比亚迪 e5 450 和雪佛兰 Volt
等许多商用电动汽车[8]。作为间接冷却核心部件之一的液冷板的设计优化问题是众多学

者的研究对象。Wang 等[9]提出了一种基于全局收敛的移动渐近线(GCMMA)方法的拓扑

优化设计的新型液冷板。与传统的直冷通道液冷板相比，优化后的结构最大温差减小

1基金资助项目：本文得到国家自然科学基金面上项目（52076163）的资助。



48%，温度标准差减小 57%，液冷板表面温度分布更加均匀。Ma 等[10]对 U 型转弯型液

冷板流路进行不对称设计，可以改善流速的均匀性，温度标准差比常规设计降低了

20.75%。Silimi 等[11]提出了具有可变振幅的新型波浪形微通道冷板，研究了同流和逆流

模式，结果发现逆流时与传统的波浪形冷板相比，最大温差下降 73.1%，这种优化可改

善层流状态下的传统波浪冷板温度梯度问题。李潇等[12]提出了一种基于对角双向流道结

构的液冷板新设计方案，结果表明双向流动可改善冷却介质冷却能力逐渐下降的问题，

液冷板在满足散热能力的同时能够很好地控制电池组的温度一致性。魏士震[13]以降低天

线芯片最高温度为工程背景，设计了分段翻转组合式的液冷板结构。结果表明，这种设

计使冷却介质在流动过程中被充分的扰动，液冷板的散热性能得到了提升。

由文献综述可知，虽然大部分液冷板能对最大温差做出较大改进，但缺少对减小压

降的进一步优化，且很少有通过减小单体间导热热阻方式提高热均匀性的研究。鉴于此，

本文基于翻转组合的技术思想，在平直形液冷板的基础上进行了一系列设计优化，提出

了一种新型变通道宽度的两段渐变式液冷板结构，通过数值模拟的方式来研究其散热性

能。以 12 块棱柱电池组成的模组为研究对象，分别在不同液冷板结构，不同流速，不同

导热片材料三种场景下，利用 ANSYS FLUENT 进行仿真，分析了它对最高温度、最大

温差和压降的影响。

1 电池组热模型

本研究所使用的电池为方形磷酸铁锂电池，如图 1 所示，基本参数如表 1 所示。

表 1 锂离子电池基本参数

参数 数值

容量/ Ah 15
电压/ V 3.2
重量/ kg 0.35
规格/mm 140 65 18 

内阻/ mΩ 4
比热容/ J (kg K)  -1 1633

持续放电电流 3C
瞬间放电电流 5C

由锂离子电池特性实验[14]得到的数据，进行拟合可得电池的产热公式为：

3 24 10 0.114p
dTQ mc I I
dt

    (1)

电池单位体积生成的热量为：

224.42 696
b

Qq I I
V

   (2)

其中，m 为电池单体质量， kg ；cp为比热容， J (kg K)  -1；Vb为电池体积，m3。

该模拟以汽车爬坡或急加速等电池高倍率放电工况为背景，选择在 5C 倍率下进行

放电，根据公式(1)和(2)可得此倍率下电池单体的体积热。为了便于计算和分析，将电池

视为单一材料，故其密度和导热系数均为固定常数，查询相关资料可得到具体数值，将



数据整理在表 2 中。

表 2 锂离子电池热物理参数

参数 数值

5C 放电倍率下体积热/ -3W m 189562.5
密度/ kg m-3 2136.8

长度、宽度、厚度方向导热系数/ W (m K)  -1 29、1、29
在得到上述数据的基础上，开始建立电池组模型。本文选用 4 3 结构进行研究。由

于电池极耳尺寸和内阻都极小，在建立仿真模型时进行忽略[14]。将电池单体等效为一个

均匀发热的长方体，电池组网格模型如图 2 所示。

图 1 磷酸铁锂单体电池 图 2 电池组网络模型

仿真时，设置环境温度为 25°C，电池表面与环境之间为自然对流换热，取换热系数

为 5 W·(m2·K)-1。对电池组进行 5C 倍率放电，模拟电池组随着放电时间增加温度场的不

断变化。选取 t=200s、t=400s、t=600s 三个时刻的仿真结果进行分析，如图 3 所示。由

图可观察到，随着放电时间的增加，温度增长十分迅速。当放电 200s 时，最高温度为

37.48℃，尚处于最适温度为的可接受范围内；在 400s 时，最高温度达到了 47.73°C，偏

离最佳工作温度范围较多，会对电池组性能产生极大影响；在 600s 时，电池组的最高温

度达到了 57.59°C，严重偏离了最佳工作温度范围。由此可见，仅依靠被动换热无法将

电池组温度控制在合理的温度范围内。因此，需要设计合理的主动散热结构，控制电池

组最高温度的同时，减小最大温差，提高整个电池组的温度均匀性。

(a) t=200s (b) t=400s (c) t=600s
图 3 5C 放电倍率下电池组温度分布图



2 散热模型

2.1 液冷板设计

本文液冷板以常见平直形通道为设计原型，如图 4(a)所示。液冷板由三段所构成，

其流道是等宽的。当冷却液流经第一段流道时，与壁面温差大，冷却能力强，流经第二

和第三流道时，温差逐渐减小，冷却能力变弱，会导致单体电池温度分布不均匀。为了

更加均匀的换热，可采用增加冷却液流速的方式。基于此，提出了图 4(b)所示的优化设

计方案 1——三段式液冷板。该液冷板首先采用宽度依次递减的三段流道，这样可确保

冷却液流速是依次增加的；其次，在设计中融入了翻转组合的思想，以电池宽度为基准

将液冷板分为三段，将一个大流道分为两个流道，大小流道交错排列组合在一起。通过

有序的翻转组合，可增加扰动效果，增强换热。由图 5(a)三段式流体迹线图可知，转弯

挡板对冷却液流速有很大的限制作用，甚至部分流体与挡板碰撞后速度趋于 0。为了减

少碰撞次数，将三段式改为了两段式，同时将挡板的转弯直角优化成了弧状，结构如图

4(c)所示。其流体迹线见图 5(b)，与图 5(a)相比，挡板处速度接近于 0 的流体区域确有明

显减小。冷却液从大流道进入小流道时必然会产生很大的压力损失，为了减小能量损失，

提高经济性，将直接流入式改为渐变式流入式，设计出两段渐变式液冷板，其结构如图

4(d)所示。流体由上下两个入口进入，相向流动，可进一步提高温度均匀性。

电池组散热结构如图 6 所示， 4 3 结构的电池组及 3 个液冷板采用图中放置方式。

在单体电池之间插入厚为 2mm 的硅胶垫，既可以增加电池间的热交互，降低电池间的

温差，也可以起到防震保护的作用。考虑到水易得，经济性高，环保等特点，冷却液选

用液态水，液冷板材料为铝，其相应热物理参数如表 3 所示。

(c) 两段式 (d) 两段渐变式

图 4 液冷板几何模型

(a) 平直形 (b) 三段式



(a) 三段式流体迹线 (b) 两段式流体迹线

图 5 液冷板流体迹线图

表 3 材料热物理参数

材料 密度 kg m-3 比热容 J (kg K)  -1 导热系数W (m K)  -1

液冷板 2719 871 202.4
硅胶垫 2750 1500 2
冷却液 998.2 4182 0.6

2.2 数值模型

2.2.1 参数设置

本研究利用 FLUENT 软件进行稳态仿真模拟。入口和出口分别定义为速度入口和压

力出口。环境和冷却液初始温度为 25°C，电池模组与空气之间为自然对流换热，换热系

数为 5 W (m K)  -1。经计算，在液冷板各个流道内雷诺数均小于 2300，所以，本研究中

模拟工况均选择层流模型。在模拟时，单体电池以体积热源的方式进行生热。当残差小

于 31 10 时，认为计算结果收敛。

2.2.2 模型验证

电池散热采取体积热源的方式，为验证该散热方式的准确性，对研究所使用的

18/65/140 型电池在 2C 工况下进行仿真模拟生热，并与实验[14]所得到的结果进行对比。

模拟和实验过程中电池最高温度变化如图 6 所示，经过计算分析可得，两者变化趋势基

本上是一致的，模拟的最大误差为 2.78%，由此可得，该仿真模型可准确反映电池的生

热情况。
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图 6 模拟与实验中电池放电温度变化对比图



2.2.3 网格独立性分析

网格划分是仿真计算中非常重要的一个步骤，节点的数量、网格的形状都会对计算

的速度和结果精度产生重要影响。本文研究使用 Fluent Meshing 完成网格划分，以图 7
电池组为几何模型，其中液冷板选择两段渐变式，分别划分了 360705、879165、1624685、
2188901、3245827 五种数量的多面体网格，对其进行独立性分析。在相同边界条件下，

分别对电池组最高温度、平均温度和压降三个评价参数进行分析，如图 8 所示。从图中

可以看出，小于 1624685 网格数时，三者变化均相对较大，大于或等于 1624685 时，最

高温度和平均温度变化值在 0.1°C 以内，压降变化值在 1Pa 以内，故选择网格数 1624685
进行后续研究。
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图 7 电池组几何模型 图 8 体网格数的独立检验

3 仿真结果与分析

3.1 不同液冷板散热特性对比

本节电池组以 5C 放电倍率生热，保持 2.2.1 中参数设置不变，取冷却液流速为

0.08m/s，采用 FLUENT 软件进行仿真模拟，液冷板采用 2.1 中的四种不同形状。分别使

用电池单体的最高温度来判断电池组是否工作在最佳温度范围内、电池组内的最大温差

来反映温度均匀性、进出口压降来表征液冷板的经济性。

图 9 展示了四种液冷板的温度分布云图，由(a)、(b)可以看出选用平直形和三段式液

冷板时，电池组的最高温度主要位于电池单体的下部区域，上部区域温度相对较低，上

下温差较大。且与平直形对比来看，三段式云图下部高温区域明显减小。与平直形和三

段式相比，两段式和两段渐变式最高温度主要位于中间 6 块电池单体上，而两侧电池温

度明显比平直形和三段式更加均匀。使用四种液冷板时，电池单体的最高温度如图 10
所示。由图可知，三段式液冷板最高温度与平直形相比有明显下降，其原因是将翻转组

合思想运用于流道设计，加强了流体扰动，从而增强了换热，其中 7 号电池改进最大，

温度下降了 4.26℃，9 号电池改进最小，温度下降了 2.97°C。两段式与三段式相比，最

高温度也有所降低，其中 7 号电池改进最大，温度下降了 4.26°C，9 号电池改进最小，

温度下降了 2.97°C，显示，采用两段式设计减少流体碰撞次数，提高流速，更有利于电

池组散热。两段渐变式与两段式相比，温度略有下降，改进最大为 7 号电池 0.22°C，最

小为 2 号电池 0.13°C。综合来看，从原始设计模型平直形到最终设计模型两段渐变式，

电池单体的最高温度都有明显降低。其中效果最明显的 7 号电池下降了 6.65°C，最不明



显的 10 号电池下降了 5.80°C，且两段渐变式最高温度为 34.38°C，已位于锂电池最佳工

作温度范围内[2]。不同液冷板最大温差和降压如图 11 所示，由图可知，从平直形到两段

渐变式，电池组的最大温差逐渐减小，温度均匀性逐步提高。两段渐变式相较于平直形，

最大温差减小了 5.37°C (46.21%)。而三段式与平直形相比，由于翻转组合的设计增加了

流道的复杂程度，流动阻力变大，致使压降增加了 359.85Pa，与三段式相比，两段式在

减少碰撞次数的同时还对挡板拐角进行了弧形优化，压降减小了 105.23Pa。两段渐变式

将两段式设计中大流道直入小流道优化为了渐变流入式，压降减小了 74.38Pa（17.63%）。

(a) 平直形 (b) 三段式

(c) 两段式 (d) 两段渐变式

图 9 不同液冷板的电池组温度云图
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图 10 电池单体最高温度对比图 图 11 不同液冷板最大温差和压降对比图

3.2 不同冷却液流速对散热特性的影响

本节仍以 2.1 中电池组为几何模型，保持 2.2.1 中参数设置不变，分别在 3C 和 5C



放电倍率下，使液冷板流速从 0.01m/s 增加至 0.1m/s，对液冷板散热特性进行分析。

由图 12 可知，在不同放电倍率下，电池组的最高温度和最大温差随着流速的增加

逐渐减小，且由图中相应曲线坡度可知，减小的幅度在逐渐变小，而压降却在逐渐增大，

且增加的幅度在逐渐变大。3C 放电，流速为 0.02m/s 时，最高温度为 36.54℃，0.03m/s
时为 33.07℃，此时位于锂离子电池最佳工作温度范围内，且最大温差 4.87℃，小于 5℃，

满足均匀性的设计要求。故 3C 放电时，在现有工况中流速选择 0.03m/s 最佳。5C 放电，

流速大于 0.07m/s 时，最高温度低于 35°C，但所有工况最大温差均大于 5°C，无法满足

热均匀性要求。
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(a) 电池组最高温度变化曲线 (b) 电池组最大温差和压降变化曲线

图 12 电池组最高温度、最大温差和压降随不同流速的变化关系图

3.3 不同导热片对散热特性的影响

由 3.2 可知，5C 放电时，最大温差仍较大，本节选取最高温度低于 35℃的流速为

0.08m/s 的工况，继续进行最大温差的优化。要降低电池组的最大温差，需要增强电池单

体间的换热，以均匀温度。可以考虑降低单体之间导热热阻的方式，即更换图 5 中导热

硅胶片，使用导热系数更大的材料，这里选择铝和石墨两种，进行模拟仿真，研究它们

对散热特性的影响，其物性参数如表 4 所示。由图 13(a)可知，将硅胶替换为铝和石墨后，

位于中间的 6 块电池最高温度有所下降，两侧电池温度有所上升。显然，使用导热系数

更大的材料能够将热量从高温单体传导至低温单体，更有效地降低了电池组的最高温度。

与硅胶相比，使用铝时，改进最大的 6 号电池最高温度下降了 0.69°C，使用石墨时最高

温度略低于铝。由图 13(b)可知，与硅胶相比，使用铝和石墨时最大温差明显减小，且在

瞬间放电 5C 倍率下已处于 5℃左右，基本满足热需求。由表 4 可知，石墨密度远小于铝，

重量更轻，故，导热片选择石墨材料为最佳。综合分析可知，与原始设计平直形相比，

使用石墨作为导热片的两段渐变式液冷板，最高温度改进效果最好的 7 号电池下降了

7.31°C（18.28%），最大温差减小了 6.37°C（54.82%）。



表 4 导热片材料热物理参数

材料 密度 kg m-3 比热容 J (kg K)  -1 导热系数W (m K)  -1

硅胶 2750 1500 2
铝 2719 871 202.4
石墨 1000 850 151
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图 13 不同导热片下电池组最高温度、最大温差对比图

4 结 论

（1）本文所提出的两段渐变式液冷板结构，与原始平直形通道相比，在降低最高

温度和最大温差方面更具优越性。其中，最高温度改进效果最明显的 7 号电池下降了

6.65°C，最大温差降低了 5.37°C。
（2）本文在设计过程中引入的渐变式通道有利于减小压损，提高经济性。仿真结

果表明，与两段式相比，两段渐变式液冷板压降减小了 74.38Pa（17.63%）。

（3）通过分析冷却液流速对散热特性的影响可知，在 3C 放电时，流速选取 0.03m/s
最为合适，既可将最高温度控制在最佳温度范围内，又可将最大温差控制在 5°C 以内。

在 5C 放电时，流速大于 0.07m/s，可将最高温度控制在最佳温度范围内，但最大温差仍

无法满足热均匀性要求。

（4）将导热片材料由硅胶替换为石墨，重量更轻且温度均匀性更好。与平直形相

比，使用石墨作为导热片的两段渐变式液冷板，最高温度改进效果最明显的 7 号电池下

降了 7.31°C（18.28%），最大温差降低了 6.37°C（54.82%），此时已基本满足最佳温度和

热均匀性要求。
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摘要：高能量密度锂离子电池可以有效提高新能源汽车续航里程，但面临着急剧下降的热安全性问题。

本文解析了高比能电池热失控机理，并开发了高安全电解液，提高电池的电化学性能和热安全性能。

结果表明，高比能电池热失控自产热反应、热失控触发反应、主放热反应分别为负极与电解液反应、

正极与电解液反应、正极与负极反应。针对热失控触发反应开发了高安全电解液，在单体层级将电池

热失控触发温度从 193℃升高至 207℃，将硅碳电池安全性提升至与石墨电池相当。该研究为下一代高

比能动力电池高安全设计提供理论基础。

关键词：锂离子电池；热失控；安全调控；硅碳负极；超高镍

0 前言

我国宣布力争 2030 年前实现碳达峰、2060 年前实现碳中和[1,2]，发展新能源汽车是

实现双碳目标的重要途径之一。电动汽车快速发展的同时也伴随着消费者的“里程焦虑”，

为提高续航里程，需要进一步提升锂离子电池的能量密度。高镍三元正极搭配硅碳负极

的动力电池可实现 350Wh·kg-1 的能量密度，使电动汽车续航里程达到 600km 以上，被

认为是下一代最具商业化潜力的电池体系。因此高镍三元正极材料搭配硅碳负极材料电

池体系为未来的发展趋势。高镍三元正极与硅碳负极可实现超高能量密度，但存在安全

性差、寿命短的两大瓶颈问题。

硅碳负极能量密度高，合金化 Li22Si5理论克容量为 4000mAh·g-1[3]，通常 5%SiO 和

石墨复合负极的比容量可达 450mAh·g-1[4]高于普通石墨材料（372mAh·g-1）[5]。但与常

规的石墨负极相比，硅负极在锂化和脱锂过程中通常会有剧烈的体积变化（300-400%），

导致活性材料的粉化、固体电解质界面（SEI）的无节制生长、循环性能和安全性能恶化
[6]。同时，高镍三元层状正极材料 LiNixCoyMnzO2（NCM，x+y+z=1，x>0.6）包含 NCM622、
NCM70、NCM811、NCM90，其中 NCM90 的克容量最高，可达到 220mAh·g-1。目前面

基金项目：国家自然科学基金青年科学基金项目（No.52006115）



临主要挑战是由于 Li 在层状氧化物中的大量利用，其容量保持能力和热稳定性呈线性断

崖式下降，并且释氧量增加[7]。

近年来，电动汽车的起火爆炸事故频发，电动汽车平均事故率约万分之 2.5，造成

重大生命安全及财产损失，而锂离子电池热失控是事故的核心原因。高温下动力电池热

失控由内部化学反应引发，副反应前期产热较为缓慢，如 SEI 膜的分解，负极与电解液

发生反应导致热量积累，进而引发热失控触发反应导致热量释放温度急剧上升，发生火

灾和爆炸[8]。针对高镍硅碳电池的安全改进一般采用正极包覆、电解液改进与隔膜优化

等方法。Li 等[9]人采用 TiO2 包覆三元层状正极，可显著增强 NCM523 正极材料的界面

稳定性，提高正极相变温度。He 等[10]人采用离子液体电解液与局部高浓度醚类电解液

稳定 NCM811|SiC 电池正负极界面，拓宽电化学窗口并提高电池的循环性能。Xiong 等[11]

人发现采用聚合物粘结剂与无 EC 电解液配合可在硅和石墨颗粒表面形成钝化层，适应

硅碳负极的体积膨胀，从而提高电池的循环稳定性。Song 等[12]人通过凝胶拉伸方法制备

了一种纳米多孔非收缩隔膜阻断电池热失效过程中的化学物质串扰和放热反应，从而抑

制电池发生热失控，同时，该隔膜优异的润湿性可以提高电池化成过程中电解液浸润的

效率，从而实现稳定的电极界面和循环性能。但是，目前的研究缺少对于硅基电池热失

效机理的深入认识，无法建立单体热失效与内部材料组分“关键反应”间的联系对应关

系，此外，锂离子电池的安全调控技术多基于中高镍-石墨电池体系进行研究，且大多数

只在扣电层级进行优化，未从全电池进行寿命和安全的验证，严重阻碍了高比能硅碳负

极锂离子电池的开发和应用。针对下一代高镍硅碳商业化电池亟需从电池层级解析热失

控机理并开发相应的安全调控技术。

图 1 锂离子电池发展历史
[5]

Fig.1 History of lithium-ion battery development
本文针对高比能 NCM90|Gr@5%SiO 动力电池开展热失控机理研究，并从电解液角

度开展安全调控。研究结果表明，NCM90|Gr@5%SiO 动力电池热失控自产热反应来源

于负极与电解液放热反应，热失控触发反应为正极与电解液之间的反应，主放热反应为

正极与负极放热反应。针对热失控触发这一关键反应，开发了高安全电解液，从材料层

级使 NCM90|Gr@5%SiO 动力电池在 230℃之前的放热量从 622.5J/g 降低为 548.2J/g，在

单体层级上可将电池单体的热失控触发温度 T2 从 193℃升高至 207℃，将硅碳电池安全

性提升至与石墨电池相当。同时，电化学性能测试表明高安全电解液可改善



NCM90|Gr@5%SiO 动力电池的容量与循环稳定性。本研究为高比能锂离子电池选型与

安全性分析提供参考依据。

1 实验部分

1.1 电池样品

本研究采用的干电芯采购于科路得，均为 1Ah 单晶小软包干电芯。超高镍硅碳电池

（NCM90|Gr@5%SiO）正极为单晶三元层状材料 LiNi0.9Co0.1Mn0.1O2（NCM90），负极为

石墨掺杂百分之五的氧化亚硅（Gr@5%SiO）；超高镍石墨电池（NCM90|Gr）正极为

LiNi0.9Co0.1Mn0.1O2（NCM90），负极为石墨（Gr）。电解液采购于苏州新锐研科技有限公

司 ， 含 水 量 小 于 20ppm ， 常 规 电 解 液 为 1M LiPF6 in EC:EMC(3:7by
vol)+0.5%VC+0.5%FEC（Based Electrolyte），安全电解液为 1M LiPF6+0.3M LiFSI in
EC:EMC(3:7by vol)+0.5%VC+0.5%FEC（Advanced Electrolyte）。
1.2 电化学性能测试

在手套箱（Super1220，米开罗那有限公司）内将 4g 电解液注入 1Ah 软包干电芯

中，静置 24h。在 25℃恒温箱（MJS-SP250，南京莫杰斯能源科技有限公司）内，以

C/20 倍率对电池进行化成，形成良好的电极 -电解质界面膜。采用真空封口机

（MSK-115A-111，深圳市科晶智达有限公司）将气袋剪除、抽真空二封后静置 12h，
再以 C/2 倍率在 2.8-4.2V 电压范围内循环 5 圈后，采用电化学工作站（Chi760，上海辰

华仪器有限公司）对电池进行交流阻抗（EIS）测试。随后电池继续在 25℃下，以 C/2
倍率在 2.8-4.2V 电压范围内进行充放电，循环 150 圈后再次进行 EIS 测试，循环过程中

记录电池容量及电压的变化。

1.3 绝热热失控测试

采用加速量热仪（ES-ARC）测试电池单体绝热热失控特性。ES-ARC 由英国 Thermal
Hazard Technology 公司制造，腔体内径为 10cm，深度为 10cm。在 ARC 测试之前，将

热电偶插入待测电池内部的中心位置，如图 2 所示。然后，用硅酮高温密封胶密封电池。

ARC 工作时采用“加热-等待-搜寻”模式来探测样品的放热反应，从起始温度开始对样

品进行加热，当温度升高一个步阶后，系统转入等待模式；让样品、样品容器和量热腔

三者达到热平衡，使系统更精确的搜寻到样品的自放热反应；等待过程结束后，系统将

自动进入搜寻模式，当样品温升速率达到 0.02℃·min-1，系统判定样品出现自放热，进入

绝热模式，记录自产热起始温度 T1 与自放热速率[13]。当样品温升速率达到 1℃·s-1，则

达到了电池热失控的触发温度 T2。绝热热失控测试中达到的最高温度为 T3，如果电池在

预先设定的 350℃下没有热失控，ARC 系统将进入冷却模式。绝热热失控测试过程中采

集电池热失控过程中的 T1、T2、T3以及温升速率 dT/dt[14]。

1.4 材料热稳定性测试

采用同步热分析-质谱联用仪（DSC-TG-MS）测试电池组分间的产热、产气与失重

特性。同步热分析仪型号为 DSC/TGA Discovery SDT 650，由美国沃特世科技有限公司

制造，质谱仪型号为 Agilent 5977B，由安捷伦科技有限公司制造。图 3 为 DSC-TG-MS



图 2 ES-ARC 测试示意图
[14]

Fig.2 Test diagram of ES-ARC
制样流程，在惰性气体氛围手套箱内拆解满电电池，采用 DMC 浸泡清洗三次正负极极

片，60℃真空干燥 12h 后从极片上刮取正负极粉末。在手套箱中采用铝坩埚制备电池材

料组分样品，样品质量基于全电池中各材料组分配比计算得到，如表 1，并在流动的高

纯氩气气氛中以 10℃·min-1的升温速率从 40℃加热到 550℃。测试结果的热流采用“正

极+负极+电解液”总质量归一化。测试过程中记录热流、失重和产气的变化，探究电池

组分间的关键放热反应与触发反应，并与电池单体热失控建立对应关系。

表 1 DSC-TG-MS 测试样品组合

Table 1 Samples of DSC-TG-MS
编号 样品组成 样品质量（mg） 扫描速度（℃·min-1）
 正极（Ca） 2 10
 负极（An） 1.5 10
3 电解液（Ely） 1.5 10
4 正极+电解液（Ca+Ely） 2+1.5 10
5 负极+电解液（An+Ely） 1.5+1.5 10
6 正极+负极（Ca+An） 2+1.5 10
7 正极+负极+电解液（Ca+An+Ely） 2+1.5+1.8 10

图 3 DSC-TG-MS 制样流程

Fig.3 Sample preparation process of DSC-TG-MS

2 结果与讨论

2.1 高比能动力电池循环特性

图 4(a)为 1Ah 的 NCM90|Gr@5%SiO 和 NCM90|Gr 软包电池在使用 1M LiPF6 in
EC:EMC(3:7by vol)+0.5%VC+0.5%FEC 电解液时的循环性能。实验结果表明，硅碳电池

在化成后容量为 1.15Ah，能量密度为 260Wh·kg-1；而石墨电池的容量为 1.12Ah，能量

密度为 230 Wh·kg-1，这是由于 SiO 的理论克容量高于 Gr，因此在全电池中，含有 5%SiO
的硅碳电池初始容量略高于石墨电池。在 25℃下，采用 C/2 倍率于 2.8-4.2V 间循环 160
圈后，硅碳电池的容量保持率仅为 85.70%，而石墨电池的容量保持率为 86.34%，表明

相较于石墨电池，硅碳电池由于体积膨胀大导致 SEI 膜易破碎分解，降低了电池的循环



稳定性。然而，从图 4(b)和图 4(c)可以看出，随着循环圈数的增加，硅碳电池的电化学

窗口和放电容量并没有发生大幅度的变化，其稳定性和石墨电池相近。综上所述，当石

墨负极添加 5%SiO 时，电池的容量和能量密度可以得到相应的提高，因 SiO 材料结构不

稳定、体积膨胀大等缺点导致硅碳电池在循环性能上较石墨电池更差，但由于负极中 SiO
添加量只有 5%，因此其对电池循环寿命造成的影响并不大。

图 4 (a) 硅碳电池和石墨电池的循环性能图 (b) NCM90|Gr@5%SiO 和 (c) NCM90|Gr 电池充放电曲线

Fig.4 (a) Cycling performance curves, Charge and discharge curves of (b)NCM90|Gr@5%SiO and (c)
NCM90|Gr batteries

2.2 高比能动力电池热失控机理

本文通过 ARC 测试从电池单体级别对比分析 NCM90|Gr@5%SiO 电池和 NCM90|Gr
电池的热失控特征，解析负极掺杂 SiO 材料对于全电池安全性的影响，同时开展

DSC-TG-MS 测试从材料层级表征电池内部各材料组分的热稳定性，探究硅碳电池热失

控链式反应中的关键热触发反应和主要放热反应，将ARC数据和DSC-TG-MS数据结合，

可对该电池热失控时序进行解析。图 5(a)为满电 1Ah 硅碳电池和石墨电池基于常规电解

液的 ARC 测试结果，硅碳电池和石墨电池的自产热温度 T1（dT/dt=0.02℃·min-1）均为

132℃，电池从此时开始积累自放热热量，随着温度进一步升高，电池内部的其他副反

应被触发开始产热将电池温度推升至热失控的触发温度 T2（dT/dt=1℃·s-1）,硅碳电池和

石墨电池的热失控触发温度分别为 193℃和 200℃，说明硅碳电池自产热速率与热量积

累大于石墨电池，这一点与图 5(c)中两款电池全组分材料释热量相吻合，在 230℃之前，

硅碳电池累积释热量为 622.5J/g，大于石墨电池的释热量，600.4J/g。硅碳电池热失控达

到的最高温度 T3为 773℃，比石墨电池高 75℃，说明硅碳电池整体放热量大于石墨电池，

这与材料热特性测试中的结果一致，如图 5(c),硅碳全组分放热总量比石墨电池大

150J/g，此外通过图 5(d)和(e)对比可以发现硅碳电池全组分材料发生反应时会吸收更多

的氧气参与到氧化还原反应中加剧反应放热。和综上所述，5%SiO 的加入，降低了热失

控触发温度 T2，提高了热失控最高温度 T3，增加了热失控过程的总放热量，恶化了电池

单体的热安全性能。



图 5(a) 硅碳电池和石墨电池的ARC 结果 (b) 硅碳电池 DSC时序图 (c) 硅碳电池和石墨电池全组分释

热量对比图 (d) 硅碳电池全组分和单独正极的释氧图 (e) 石墨电池全组分和单独正极的释氧图

Fig.5 (a) ARC test of NCM90|Gr@5%SiO and NCM90|Gr cells. (b) Time sequence diagram of
NCM90|Gr@5%SiO (c) Heat flow of Ca+An+Ely. Oxygen release of (d) NCM90|Gr@5%SiO and

(e)NCM90|Gr batteries
图 5(b)对 NCM90|Gr@5%SiO 电池进行了时序解析，综合 ARC 结果，发现区域 1 内

负极电解液反应在 100℃左右的放热峰作用于全电池中的第一个峰，说明负极 SEI 受热

分解后，嵌锂负极会与电解液中的 LiPF6 发生反应释放热量导致初始热积累，这与单体

电池 ARC 测试中的自产热起始温度 T1相吻合；区域二的热量来自于正极电解液反应以

及正极负极间的反应，高镍三元正极在 200℃左右开始释氧，氧气与电解液中的 EC 发

生反应释放大量的热[15]，触发电池热失控，这与单体电池热失控 T2相对应。同时，多余

的氧气被释放出来串扰到负极，与嵌锂负极发生剧烈氧化还原反应释放大量热量将电池

推升至最高温度 T3。在热失控过程中，负极电解液导致了初始热量累积，正极释氧与电

解液的反应为触发反应，正极与嵌锂负极反应为主放热反应，释放出来的热量将电池推

升至最高温度[16]。

通过与石墨电池对比，发现硅碳电池的热安全性更差。一方面，这与硅碳本身具有

结构不稳定易膨胀、反应活性高等特征有关，另外，与石墨负极不同的是，硅碳负极在

嵌锂过程中会形成锂硅合金、硅酸锂等物质，推测这些物质与电解液和正极之间会发生



反应释放热量[17]。

2.3 高安全电解液提升电池寿命

电解质中锂盐是电池的重要组成成分，理想的锂盐应当具备较好的电化学稳定性和

热稳定性，且具有良好的成膜性能。LiPF6是目前应用最广泛的锂盐，LiPF6具有较高的

离子电导率和溶解性，可在电极表面形成良好的钝化膜，但其热稳定性较差，遇微量水

易分解形成 HF 和 POF3，继而催化负极界面膜 SEI 分解，造成正负极活性材料损失，导

致电池在循环过程中不可逆的容量和寿命衰减[18]。LiFSI 是有望取代 LiPF6的一种有前景

的锂盐[19]。LiFSI 分子中的氟原子有较强的吸电子性，能够使 N 上的负电荷离域，离子

缔合配对的作用比较弱，使得 Li+容易解离，因此其离子电导率较高[20]。

表 2 等效电路拟合结果

Table 2 Equivalent circuit fitting results
电池 NCM90|Gr@5%SiO-Based Electrolyte NCM90|Gr@5%SiO-Advanced Electrolyte
阻抗 Rb Rsei Rct W Rb Rsei Rct W

新鲜电池 0.015 0.018 0.040 0.132 0.015 0.017 0.035 0.131
循环 150 圈 0.019 0.014 0.038 0.146 0.016 0.012 0.036 0.141

图 6 (a) 硅碳电池和石墨电池的循环性能图，NCM90|Gr@5%SiO 电池采用(b)常规电解液和(c)安全电解

液充放电曲线，NCM90|Gr@5%SiO 电池采用(d)常规电解液和(e)安全电解液交流阻抗谱，(f)等效电路模

型，(g)电化学阻抗谱

Figure 6 (a)The cycle performance of batteries, Charge and discharge curve of NCM90|Gr@5% SiO battery
using (b)based electrolyte and (c) advanced electrolyte, Impedance spectrum of NCM90|Gr@5% SiO battery

using (d) based electrolyte and (e) advanced electrolyte, (f) Equivalent circuit model, (g) Electrochemical
impedance spectroscopy



相比商用锂盐 LiPF6，LiFSI 具有对水不敏感、离子电导率高和热稳定性好等优点，应用

于全电池中可形成更稳定的 SEI ，抑制过渡金属溶出。本研究中，为调控

NCM90|Gr@5%SiO 电池的电化学性能和热安全性能开发了一种含有 LiFSI 锂盐的安全

电解液。实验结果表明，在常规电解液基础上添加 0.3M LiFSI 可有效提高电池的循环稳

定性，图 5(a)对比了 NCM90|Gr@5%SiO 电池基于常规电解液和安全电解液下循环的容

量保持率，在 25℃恒温箱，以 C/2 倍率循环 160 圈后，基于安全电解液的电池的容量保

持率为 87.16%，高于常规电解液电池（85.70%）。从图 5(b)和图 5(c)可以看出，随着循

环圈数的增加，安全电解液电池的电化学窗口和放电容量保持较好，说明添加 0.3M LiFSI
可以构筑更稳定的 SEI 膜，稳定硅碳负极界面，减小体积膨胀带来的循环不稳定性。

采用电化学阻抗谱进一步探究 NCM90|Gr@5%SiO 动力电池基于不同电解液的电化

学性能。如图 5(f)和 5(g)所示，高频区为固体电解质膜电阻（Rsei），中频区为电荷转移

电阻（Rct），低频区域为锂离子扩散（W），采用等效电路拟合 EIS 谱，其中 Rel 为欧姆

电阻，Rsei为固体电解质界面电阻，Rct为电荷转移电阻，W 为锂离子扩散电阻。图 5(d)
和 5(e)分别为硅碳电池基于常规电解液和安全电解液时，新鲜电池和循环 150 圈后的老

化电池的 EIS 谱，表 2 为等效电路模型拟合结果。可以看出，两款电池循环前后的表面

膜阻抗和电荷转移阻抗变化不大，但欧姆阻抗和扩散阻抗增加，且采用安全电解液时，

二者变化相较于常规电解液更小。通常，循环过程中电解液消耗浓度降低，影响电解液

中锂离子的扩散，同时电极表面活性物质的脱落损失也会消耗电池内部的可用锂离子，

增加电池的扩散阻抗。综上，安全电解液可以构筑更稳定、柔性更大的固体电解质界面，

减少表面活性物质的脱落损失，提高电池的循环寿命。

2.4 高安全电解液调控电池安全

NCM90|Gr@5%SiO 动力电池在常规电解液和安全电解液中的安全性能如图 7(a)所
示，使用安全电解液电池的自产热起始温度 T1 为 132.23℃，与采用常规电解液电池的

T1接近。安全电池的热失控触发温度 T2为 207℃，比常规电池的 T2高了 14℃，这表明

安全电池的自产热反应速率更小，且触发反应的起始温度被延后，这与图 7(b)中的电池

材料释热结果一致，在 230℃之前，基于常规电解液电池的总放热量为 632.5J/g，而基于

安全电解液电池的放热量仅为 548.2J/g，且图 7(c)表明，LiFSI 的分解温度为 305℃，这

表明，LiFSI 具有热稳定性，添加 0.3M LiFSI 可以有效调控电池内部材料的反应时序，

推迟反应放热时间，提高反应起始温度从而延缓全电池的热失控。但基于安全电解液的

全电池热失控最高温度 T3为 799℃，比基于常规电解液的电池高出 26℃，这是由于 LiFSI
的加入使得整个电池的化学体系能量增加所导致的，且与 LiPF6分解时吸热不一致的是，

LiFSI 在 300℃分解后会放出大量的热，因此，基于安全电解液电池的热失控最高温度高

于常规电池是正常的。通常我们认为触发温度 T2是热失控的决定因素，一旦电池温度达

到 T2，温度呈指数上升，将造成无法挽回的损失，因此，调控 T2 是改进电池安全性能

的重要方向。经证实，添加 0.3M LiFSI 的安全电解液可以有效提高 NCM90|Gr@5%SiO
电池的安全性能。



图 7 (a)基于常规电解液和安全电解液的硅碳电池 ARC 结果 (b) 基于常规电解液和安全电解液的硅碳

电池全组分释热量对比图 (d) LiFSI 释热曲线 (e) LiPF6释热曲线

Figure 7 (a) ARC results and (b) Heat release comparison of NCM90|Gr@5%SiO with based electrolyte and
advanced electrolyte (c) Heat release of LiFSI (d) Heat release of LiPF6

3 结论

本文从电化学性能和热安全性能两个方向探究了 NCM90|Gr@5%SiO 高比能动力电

池的热失效机理，并通过开发安全电解液调控电池的循环性能和安全性能，获得的主要

结论如下：

（1）NCM90|Gr@5%SiO 高比能动力电池发生热失控时，首先由嵌锂负极与电解液发

生反应导致初始热量积累，随着温度上升，正极释氧与电解液发生反应触发电池热失控，

继而引发正极释氧与嵌锂负极反应释放大量热将电池推升至热失控最高温度。

（2）NCM90|Gr@5%SiO 电池的循环性能相较于 NCM90|Gr 稍差，循环 160 圈后，硅

碳电池容量保持率仅为 85.70%，而石墨电池的容量保持率为 86.34%。使用安全电解液

可以有效提高硅碳电池的循环性能，使其循环 160 圈后容量保持率可达 87.16%。

（3）NCM90|Gr@5%SiO 电池由于硅碳材料的热不稳定性导致其安全性能比

NCM90|Gr 电池差，副反应速率增加放热提前，热失控触发温度 T2比石墨电池低 7℃，

主放热反应更剧烈导致最高温度 T3 比石墨电池高 75℃。安全电解液可有效延缓硅碳电

池自产热速率，提高电池的热失控触发温度 T2约 14℃，改善电池安全性。
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摘要：本文研究了低电压下多种盐溶液过冷液滴的冻结现象，测量了液滴的冻结温度。实验表明正负

方向电场对过冷液滴的冻结影响不同，且不同盐溶液液滴对外电场的响应有差异。本文基于双电层假

设，提出了外电场影响液滴-电极界面形核率的机制。双电层内电场增加了形核所需能量，从而抑制形

核。不同方向的外电场介由增强或削弱双电层影响形核率。离子水合半径决定双电层厚度，进而造成不

同盐溶液液滴冻结温度对给定外电压的响应差异。

关键词：过冷液滴；盐溶液；双电层；电场强度；形核率。

0 引言

实现对过冷液滴结冰温度的控制在防冰[1, 2]、食品保鲜[3, 4]等领域有重要价值。如

在航空业中，抑制机翼表面过冷水滴的冻结可以极大地降低除冰的开销[1]。在食品保鲜

业中，抑制食品内液滴在低温下的冻结可极大提升解冻后食品的质量[4]。调控过冷液滴

结冰的一种有效途径是以外加电场控制液滴形核的电冻结方法。Dufour 最早观察到施加

外电场能使水滴形核温度升高[5]。随后的诸多研究支持了这一结论，并将其解释为极性

水分子在外电场下倾向于规则排列，促进冰核结构的形成[6, 7]。电场的大小、方向等性

质对水滴形核过程有较大影响。根据分子动力学模拟和经典成核理论，促进冰晶生成的

典型电场需要达到10ଽܸ/݉量级，但实验中观察到10ହܸ/݉的电场强度已能明显促进水滴

形核[6, 8, 9]。进一步的实验证明，电场强度与水滴形核温度的升高呈显著正相关[10]。
就静电场方向而言，Zhang 等人指出电场方向对液滴冻结过冷度无影响，但也有实验表

明分别携带正负电荷的表面对结冰有相反的影响[9, 11, 12]。由于电场对水滴形核的影响

涉及环境湿度、液滴形状、水滴纯净程度等诸多因素，现有的电场对水滴形核影响规律

的实验研究尚未有统一的结果[13]。
在防冰除冰、食品冷冻等实际应用中，水体常含有电解质离子，离子在外电场下的

局部富集行为会对过冷水的电冻结造成可观影响，因此研究离子溶液的冻结规律同样具

有重要意义。现有的溶液冻结研究主要聚焦于离子种类对溶液形核温度的影响[14, 15]。
Javitt 等人指出，由于离子空间结构的差异，水溶液中ܪ、ି݈ܥଷܱ

ା等“破冰离子”的加入可

以抑制成核，而ܱܰଷ
ି等“制冰离子”促进成核[16]。在生理盐水的冻结研究中，实验证明低



至10ଶܸȀ݉ 的电场已能抑制溶液形核，且抑制效果与电场强度正相关[17]。另一方面，

Petersen 等人在实验中未观察到外加电场对 NaCl 溶液形核的影响，并将其归因于 NaCl
的低熔点[18]。总之，虽然已有诸多研究探讨了电场对过冷盐溶液形核的影响，但离子种

类、电场方向等因素对过冷盐溶液形核的影响规律有待进一步挖掘。

本文研究了直流小电压（1V）下不同过冷盐溶液的冻结规律，记录了同浓度的过冷

ܮ݅ ܥ ܥܭ݈、 和݈ܥݏܥ 溶݈液液滴在外加不同方向电场下的形核温度。实验表明，正负电场均抑

制过冷溶液的冻结，但不同方向电场的影响幅度与离子种类有关。据此，本文基于双电

层模型提出了离子双电层影响过冷液滴冻结的机制，认为离子水合直径通过影响双电层

厚度决定双电层内的场强，进而产生不同程度的抑制结冰效果，得出施加从结冰表面指

向液滴的电场、加入水合半径更小的离子有助于抑制过冷溶液形核的结论。

1 实验方法

实验装置如图 1 所示，其中液滴冻结装置水平固定于三轴可调的光学平台上。液滴

置于光滑铂箔上，铂箔通过导热硅脂与其下方的半导体制冷片粘接，半导体制冷片通过

外加直流电压和循环水冷系统对液滴降温。铂丝竖直插入液滴顶部，和铂箔一同作为正

负电极通过外加直流小电压对液滴施加电场。测温热电偶固定在贴近液滴的侧边，但不

与液滴接触。整个冻结装置加盖一个覆有隔热棉的有机玻璃罩，以减少环境对液滴冻结

的影响。

图 1 实验装置示意图

实验所用铂箔与铂丝采购自智丰益公司。铂具有良好的导热导电性，且电化学性质

稳定，适合作为本实验的电极材料。实验所用铂丝直径为 0.05mm，穿过有机玻璃支架插

入水中，支架保证其竖直和稳定。半导体制冷片输出功率与两端电压呈正相关，通过编

写输入电压脚本，可编程电源（Keysight-N5767A 型，精度 0.01V）对制冷片施加变化的

电压使冷端温度近似线性下降。通过铂电极施加在液滴上的电压由直流稳压电源（PS-
6005D 型，精度 0.1V）提供，电源电压设置为 1V，低于盐溶液的电解电压，防止电化学

反应的发生。电路中未观察到ܣߤ量级以上的宏观电流，保证了施加电压过程的稳定性。

在本实验中，铂箔连接电源正极的电场方向规定为正方向，反之，铂丝连接电源正极称



为负方向。

考虑电化学性质稳定的简单离子，实验选择ͲǤͳ݉ ݈݋ Ȁܮ的݅ܮ ܥ ܥܭ݈、 和݈ܥݏܥ 溶݈液作为冻

结工质，液滴体积均为Ͷܮߤ。溶液浓度与体积的选取与现有研究相近，以确保良好的可比

性[12, 17-19]。实验中观察到不同种类液滴在铂箔表面的接触角均保持在62°附近，且实

验中控制铂丝下端与铂箔间距相同，液滴、铂丝和热电偶相对位置不变，铂箔表面平整

与光滑程度不变，以保证实验的一致性。此外，实验中未观察到液滴上施加的电压对热

电偶测温值的影响。

实验开始时，依次用超纯水、乙醇、超纯水清洗铂箔和铂丝表面，以排除前序实验

可能带来的杂质干扰。从液滴放置于表面开始计时，向有机玻璃罩内持续通入氮气，经

过相同时间（150s）后开始降温，并停止通入氮气，直至液滴冻结。实验使用热电偶（精

度 0.1K）实时记录液滴表面温度的变化曲线。预实验中使用多个热电偶同时测量液滴不

同位置的温度，其最大偏差在 2℃以内，同时由于实验中测量位置固定，因此测量点温

度可以代表液滴的相对过冷度，可在不同组实验间比较。实验通过液滴冻结瞬间的再辉

过程识别冻结时刻和温度。图 2 展示了单次ͲǤͳ݉ ݈݋ Ȁܮ ܥܭ 溶݈液液滴的冻结实验中，热电

偶测量的液滴表面温度变化曲线。由图 2 可见，240s 前后液滴表面出现约 7℃的大幅温

度回升，这是由于过冷液滴冻结瞬间的潜热释放。因此，可认为该时刻液滴发生冻结，

回升前瞬间的温度（红色虚线所示）为液滴冻结温度。液滴再辉后，停止降温，使表面

自然回升至室温，用吸水纸清除解冻的液滴。

图 2 单次液滴冻结实验中的降温曲线图。图中蓝色曲线为热电偶测得的液滴表面温度，虚线为液滴冻

结温度。

2 实验结果

依据上述实验方法，本文测量了ͲǤͳ݉ ݈݋ Ȁܮ的过冷݅ܮ ܥ ܥܭ݈、 和݈ܥݏܥ 溶݈液液滴在小电压

下的冻结温度，每组实验重复 5 次，实验结果如图 3 所示。



图 3 相同浓度的过冷݅ܮ ܥ ܥܭ݈、 和݈ܥݏܥ 溶݈液液滴在小电压下的冻结温度。图中的正方形代表 5 次实验

的平均冻结温度，误差条代表多次实验的标准差。

如图 3 所示，三种溶液均在-1V 的电场下有最低的平均冻结温度，且冻结温度随电

压由负到正变化总体呈上升趋势，但0.1݉ ݈݋ ܥܭܮ/ 溶݈液在 0V 时平均冻结温度高于+1V
时的情况。此外，在 0V及-1V下，各溶液液滴的平均冻结温度大小关系为݅ܮ ܥ ܥܭ݈> ܥݏܥ݈> 。݈

本实验还通过高速摄影记录了液滴冻结时的形核位置，图 4 展示了其中一次典型的

形核过程。由侧视和俯视图可知，液滴的初始形核位点发生在液滴、铂箔和空气的交界

处，这与异质形核概率远大于均质形核概率相吻合。液滴的形核并不发生于铂丝电极与

液滴顶部的接触处，这可能是由于液滴与铂丝的接触线长度过小，形核概率与底面相比

过低。

图 4 单次过冷液滴结冰实验的高速摄影快照：(a)侧视图；(b)俯视图。每行照片从左至右：冻结前，

冻结初始时刻，冻结后。侧视图顶部细线为铂丝电极，俯视图左侧细线为热电偶。图中比例尺均为

1mm。

3 理论分析与讨论

由于液滴形核发生在液滴与铂箔的交界处，可采用适用于异质形核的模型讨论。在



盐溶液和金属表面存在电势差时，界面处将集聚金属表面的电荷和溶液中的异号离子，

形成双电层。双电层结构可由 Gouy-Chapman-Stern 模型表示（见图 5），在金属表面吸附

有一层水分子，异质形核在此处发生；当不存在特性吸附离子时，该层水分子外侧为一

层水合电解质离子，该层以内的部分被称为外亥姆霍兹层（Outer Helmholtz plane，OHP），
承受双电层的主要电压降[20]。OHP 的厚度与水合电解质离子半径正相关，一般为 1nm
量级[21, 22]。不同离子种类对应的 OHP 厚度大小关系可由相应水合离子半径推知。

形核开始时，在吸附水层产生形核位点后，冰晶在生长中需要将 OHP 层内的水合离

子向外排挤，克服 OHP 层内的电场做功，因此盐溶液诱导的 OHP 层对形核有抑制作用，

抑制程度与 OHP 层内场强正相关。在实验中外加的 1V 电压下，双电层上的压降在 1V
量级，因此 OHP 层内场强为10ଽܸ/݉量级，远高于现有实验研究中观察到的可影响过冷

水形核的电场阈值，可对过冷液滴的形核产生可观影响。此外，由于水合离子直径往往

远大于单个水分子直径，OHP 层内的水合离子在形核过程中挤占水分子空间，阻碍规则

冰晶结构的形成，因此 OHP 层内的水合离子密度也会影响界面形核温度。

图 5 双电层的 Gouy-Chapman-Stern 模型示意图

即使不存在外电场时，金属表面与盐溶液接触也会自发感应出表面电荷，从而形成

双电层[22]。由于金属表面电子逸出形成的表面电位的存在，自发形成的双电层金属侧

一般带负电，从而在 OHP 层内形成溶质阳离子的集聚，在层内形成 0.1V 量级的电压降

[23]。本实验中在液滴上施加负向电压时，外电场强化双电层的场强，提高形核所需能

量，抑制形核；同时，外电场促进界面上溶质阳离子的富集，进一步破坏了形核结构。

这两种因素导致了-1V 电压下三种溶液液滴相较 0V 时更低的形核温度。相反，在液滴

上施加正向电压时，落在双电层上的外电压不超过 0.5V，该量级的外电压削弱了原有的

双电层，且并未形成强的反向双电层。因此，正向电压一方面减弱了双电层内的场强，

削弱了 OHP 内场强对形核的抑制作用；另一方面也降低了破坏冰晶结构的阳离子密度，

相较 0V 情况有更高的形核温度。对0.1݉ ݈݋ ܥܭ的ܮ/ 溶݈液反常的形核温度降低，可能的解

释是ܥܭ 溶݈液在ܲݐ表面的自发双电层较弱，导致正向电压建立了反向的双电层，从而抑

制形核，该猜想有待细分电压进一步验证。



由于ݏܥା、ܭା、݅ܮ ା的水合离子半径递增，三种对应溶液界面上由阳离子参与的双电

层厚度相应递增，这导致相同的外电压下三种溶液界面的双电层内电场递减，双电层内

电场对形核的抑制效果依序减弱[22]。更大半径的水合离子还可能对有序冰晶结构的形

成产生更大的阻碍。因此，相同浓度的过冷݅ܮ ܥ ܥܭ݈、 和݈ܥݏܥ 溶݈液液滴（除去+1V 下݈ܥܭ

溶液的例外）形核温度依序递增。

4 结 论

本文通过实验方法研究了小电压下不同种类盐溶液的过冷液滴冻结规律，测量了

0.1݉ ݈݋ ܮ的݅ܮ/ ܥ ܥܭ݈、 和݈ܥݏܥ 过݈冷液滴在外加电压下的冻结温度。实验中外电压值取±1ܸ，

液滴体积控制在4ܮߤ。

实验表明，施加-1V 电压时三种过冷液滴的冻结温度均相对无电压情况有约 0.5℃的

下降，施加正电压时冻结温度则呈上升趋势。横向比较三种溶液，在-1V 和 0V 时过冷液

滴冻结温度按݅ܮ ܥ ܥܭ݈、 和݈ܥݏܥ 的݈顺序递增。

高速摄影证明，过冷液滴的形核发生于溶液、平板电极和空气的交界处，这是由于

异质形核率远高于均质形核率。据此，本文基于双电层假设提出了外电场影响溶液-金属

界面形核率的机制。由于溶液-金属界面双电层内的电场提高了形核所需的能量，同时双

电层上的水合离子破坏形核结构，导致双电层抑制过冷盐溶液液滴的形核。如果外电场

的方向使双电层内电场增强，液滴形核将被进一步抑制，反之则促进形核。就离子种类

而言，更大水合半径的离子形成更厚的双电层，削弱外加电压形成的双电层内电场，导

致外加电压对对应溶液的形核率影响更小。

总之，本文基于外电场影响溶液-金属界面形核率的理论，认为施加从结冰表面指向

液滴的电场、选用水合半径更小的离子，有助于抑制过冷盐溶液的结冰。进一步细化电

压分度有助于定量判断双电层可能的反转现象，完善外电场强度对过冷盐溶液冻结的影

响规律。
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摘要：在数据中心的建设阶段，通常使用假负载替代服务器对数据中心的设计指标进行验收。本文设

计了外形与设置十分逼真的模拟热源替代真实的服务器，该模拟热源可详细模拟服务器内部不同的散

热部件，并且散热功率可以根据需要调节；通过全自动风量及压力测量仪实验测试了模拟热源的系统

阻力特性。相比于纯电阻的假负载，大大改进了模拟的真实性。

关键词：数据中心，模拟热源，多档位发热功率调节，系统阻力特性测试

0 前言

数据中心机房在建设完工后，通常使用假负载来代替真实服务器等 IT 设备对设计

指标及气流环境进行验收调试，包括供配电系统、空调新风系统、消防联动系统、弱电

系统及监控管理系统等。因此假负载设计及其可提供的实验项目的能力对数据中心的实

验研究具有重要意义。

为实现我国的“碳中和碳达峰”目标，对数据中心的绿色、低碳提出了更高要求[1]，

对假负载的使用也同样提出了更高的要求。传统的假负载通常使用大尺寸镍铬电加热棒、

PTC 恒温电加热器等代替服务器发热芯片，不仅发热机制和散热方式与真实服务器完全

不同，而且内部发热元器件的局部热点温度并没有实时监测[2]。此外，传统假负载并没

有建立与服务器相似结构，未考虑内部结构对进出口气流的压降影响，使得假负载与实

际服务器运行的热环境有所差异[3]。因此采用传统的假负载测试的结果可靠性较差，不

利于数据中心实现绿色、低碳的目标。Fulpagare 等人[4]使用 6U 模拟服务器布置在 32U
机柜对热通道的涡流进行了实验测试，一定程度上还原流经服务器的气流组织。

Mohsenian等人[5]设计了 4U服务器模拟器准确地模拟了实际服务器的空气流动阻力和散

热功能。图 1 为传统的商业模拟负载，图 2 为较接近真实的服务器模拟器。实验结果表

明，图 2 的模拟器效果较好。

图 1 商业模拟负载 图 2 服务器模拟器内部结构

基金项目：教育部实验室建设补助经费，西安市科技局基金的资助(20192187 14SYS002CG024)及国家

自然科学基金创新群体基金（No.51721004）的资助。



但是图 2 所示模拟器无论外形还是内部布置与真实服务器还有很大差别。为此，本

文参考服务器内部的结构布局，设计了外形及内部设置更加逼真的模拟热源来替代数据

中心的服务器，并进行了气流环境实验测试。本文主要介绍所设计的 4U 模拟热源如何

通过内部元器件结构选型及整体功能设计以保证发热机制和内部气流组织更加贴近真实

服务器，并通过内部布置相关测点实现整体设备的智能监测控制。通过全自动风量及压

力测量仪测试了模拟热源的系统阻力特性参数，为其替代真实服务器建模仿真提供了实

验数据支撑。

1 模拟热源设计

1.1 模拟热源结构

本文提出的模拟热源结构设计如图 3 所示，是参考了真实服务器的结构功能设计的。

其主要部件包括模拟硬盘、风扇、厚膜电阻发热片、热管散热器、模拟内存条、PCB 电

路板、数控可调电源、直流稳压电源、导风罩、显示屏等。模拟热源机箱尺寸为 773mm
× 443mm× 177mm，可布置在数据中心 42U 标准机柜中。模拟热源机箱前面板布置了触

摸显示屏、本地远程切换开关、指示灯、急停按钮等，机箱尾部布置了电源开关及插座。

图 3 模拟热源结构布局图

如图 4 所示，机箱内部分为上下两层不同布局，上层进风口后两侧布置了 8 个模拟

硬盘，两侧硬盘中间为 PCB 电路板，风扇位于硬盘和 PCB 电路板后端。5 个风扇直吹 4
个并排布置的厚膜电阻发热片和 10 个模拟内存条；下层进风口处布置了 PCB 电路板，

PCB 电路板后的 5 个风扇正对 5 个交错布置的厚膜电阻发热片。

（a）模拟热源上层结构 （b）模拟热源下层结构

图 4 模拟热源上下层结构布局

每层均设置了数控可调电源和直流稳压电源，以实现设备的整体供电需求。以

下对于各个部件做进一步说明。

1.1.1 模拟热源主要元器件

（1）厚膜电阻发热片



厚膜电阻发热片是采用厚膜工艺把氧化铝陶瓷发热电阻浆料印刷烧结到陶瓷上，然

后再整体焊接到铜基板上的。氧化铝陶瓷发热电阻浆料具有成膜紧致、电阻均匀、发热

均匀的特性，因此制作的厚膜电阻体积小、功率密度大、可控性好、使用寿命长。图 5
（a）为定制生产的小尺寸厚膜电阻，阻值约为 10Ω，电阻温漂小于 150 ppm/℃，发热

面积为 23mm × 40mm，最大发热功率密度约 29.3 W/cm2。选用不同的厚膜电阻可以模拟

服务器内部 CPU、GPU、NPU 等芯片的发热功率及封装外形尺寸。模拟热源选用 2 块小

尺寸厚膜电阻并联成 1 块厚膜电阻发热片来模拟服务器内部的单块 CPU，如图 5（b）所

示，整体发热尺寸为 46mm×40mm，模拟热源上下两层共布置了 9 个厚膜电阻发热片，

整机发热功率可达到 5kW。

（a）小尺寸厚膜电阻 （b）厚膜电阻发热片

图 5 厚膜电阻发热元件

（2）热管散热器

图 6 所示是服务器内部安装的两种散热器，布置在芯片上可快速将热量转移。相比

于图 6（a）的传统散热器，热管散热器（图 6(b)）将热管技术与传统散热器结合，大大

提高了其散热能力。

（a）传统散热器 （b）热管散热器

图 6 服务器散热器

（3）风扇

风扇的选择取决于模拟热源的发热功率和允许的温升，实际所需风量通过公式（1）
计算：

p

PQ =
c T

(1)

式中：Q——模拟热源总风量/CFM；P——模拟热源的发热功率/W；cp——空气定压比

热容/kJkg-1K-1，取 1.005kJkg-1K-1; ρ——空气密度/kgm-3 ，取 1.146kgm-3；△T——空

气温升/℃，取 10℃。



根据计算可得模拟热源总风量 ≈0.434m3/s=919.6CFM
风扇的工作状态取决于由模拟热源的系统阻力特性曲线和风扇的特性曲线，两者的

交点即为风扇的工作点。为了保证模拟热源散热系统的可靠性，设计时假定由于风扇内

部的阻力损失风扇可以提供的流量为额定流量的 70%[6]。据此计算选型的风扇额定流量

总和应大于 1313.7CFM。模拟热源选择布置了 10 个四线制散热风扇，单风扇最大风量

为 141.36CFM。图 7 所示风扇的尺寸为 80mm × 80mm × 38mm，额定转速为 12000RPM，

支持脉冲宽度调节功能及信号读取功能反馈实时转速。

（4）数控可调电源

数控可调电源作为模拟电源为厚膜电阻发热片供电，不同于常规供电电源，其通过

接在整流电源和负载中间的可控硅半导体器件，调整输出电流或电压相应地可实现厚膜

电阻发热片发热功率的调节。如图 8 所示，数控电源安装了 2 台小型风扇，强化了电源

内部的散热，提高了设备的可靠性。

图 7 服务器风扇 图 8 数控可调电源

该数控电源通过电流调节实现模拟热源整体功率 0-5kW 的变化，启调电流为 5A,
调节步长最小为 0.5A。考虑到实验测试需保证模拟热源功率的可调性和发热功率的不均

匀性，模拟热源上下两层各布置 1 个数控可调电源，实现多档位发热功率调节，上层厚

膜电阻发热片可设置 77 个档位，发热功率调节范围约为 0-2300W；下层可设置 95 个档

位，发热功率调节范围约为 0-2700W。

1.2 模拟热源功能

上述可见，模拟热源的整体结构及内部元器件选型非常贴合一般服务器的情况，因

此可以模拟实际服务器进出口压降随空气流量的变化。为了保证了整体设备功能的可靠

运行，设备布置了相关测点保证了内部热环境的监测控制。

模拟热源的控制主要分为温度功率监测和风扇智能控制系统。温度功率监测控制包

括对上下层厚膜电阻的实时温度和发热功率进行监测，并通过本地或远程进行控制。模

拟热源布置了 15 个温度测点，测量误差为± 0.5℃，上下层各布置一个霍尔电流传感器

可测量每层并联厚膜电阻发热片的电流，精度为± 1%。

风扇智能控制系统的目的是指通过风扇的不同调节模式来保证模拟热源的散热及

正常安全运行。图 9 显示的智能调节模式是利用编程算法对模拟热源系统运行调控，通

过监测负载的功率、送回风温度去调节风扇占空比，进而控制风扇转速；同时实时监测

风扇的转速信号及厚膜电阻发热片的表面温度，保证设备的安全运行。



图 9 智能调节模式

2 实验测试

2.1 实验设备介绍

模拟热源的阻力特性通过瑞领科技股份有限公司生产的全自动风量及压力测量仪

进行实验测试。图 10所示的设备型号是LW-9185-1500，其流量测量范围是 4—1500CFM，

测量精度可达到 2%，实验重复性误差小于 2%，可精确测试模拟热源进出口压降变化。

图 10 全自动风量及压力测量仪

2.2 实验测试原理

本实验平台利用 Bernoulli 方程来测定气体流量，此处不再细述。

3 模拟热源压降实验结果分析

图 11 是测试得到的三组模拟热源的系统阻力特性曲线。总体上，三组实验曲线的

重复性是可以接受的。本文选取实验测试 A 中风量 0-600CFM 范围内的数据，作为模拟

热源最终的系统阻力特性曲线，如图 12 所示，该曲线可为仿真建模提供实验数据支撑，

与内部风机曲线耦合可得到模拟热源的风机实际工作点。
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4 结 论

本文详细介绍了所设计的替代真实服务器的模拟发热设备，以及模拟热源的阻力曲

线，主要包括以下几方面的内容：

（1）设计了 4U 模拟热源，单台最大发热功率可达到 5000W。详细介绍了模拟热

源的结构布局、元器件的选型及整体的监测控制功能，使其发热机制和内部系统流动阻

力工作特性更加接近真实的机架式服务器，同时满足小步长、多档位功率调节需求模拟

不同功率的服务器等 IT 设备。

（2）详细介绍了全自动风量及压力测量仪，并测试了本文设计的模拟热源的系统

阻力特性曲线，结合内部风扇特性曲线可以确定模拟热源的工作点，为服务器数值仿真

模型进风量的设置提供实验数据支撑。
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摘要：本文首先通过实验测量了隧道式速冻机内单瓶酸奶冷却降温过程的温度，并建立了单瓶酸

奶冷却流固耦合共轭传热降温模型。使用 POD 降阶模型进行数值模拟计算，并用有限元全阶模型和有

限体积共轭传热模型进行对比。结果表明，酸奶在冷却过程中温度分布不均，酸奶的外侧降温相对于中

心降温速度先快后慢，到最后趋于一致。POD 降阶模型计算酸奶的冷却过程所用时间少，且误差小，

可以应用于减少食品行业工程中的流固耦合冷却计算时间，提升计算效率。

关键词：酸奶冷却 流固耦合 快速计算 POD 降阶

0 前言

工厂发酵加工后的酸奶需及时进行冷却，抑制其中细菌的发育，保持酸奶的口感和

营养价值[1]。隧道式速冻机风速大，降温速度快并且对食物的形状没有特别要求[2]，经常

用于生产线对大批量酸奶进行冷却降温。速冻机中酸奶的冷却降温过程是一个复杂流固

耦合的换热问题，目前针对流固温度场求解常见的数值方法如有限元法、有限体积法、

有限差分法等，由于流固温度场具有多尺度和多物理场耦合特性，因此需要使用大量的

网格来捕捉不同尺度的现象，从而提高数值方法的准确性。流固温度场的数值求解方法

一般面临着计算时间长、存储空间大等问题，在处理流固温度场的数值求解时，需要采

用一些新的数值求解方法和优化策略，以减少离散格式中自由度过大带来的计算时间和

存储空间的负担。本征正交分解 POD（Proper Orthogonal Decomposition）降阶模型是一

种高效且精度较高的降维方法，这种方法可以在保留数据的主要特征得同时，减小高维

数据的复杂度，从而减少计算时间和储存需求，以提高计算效率并减少内存占用。

Sirvoech[3]等人首次提出了一种新的降阶方法 Snapshot POD，使得在流体动力系统中对

大规模数据集更高效快捷地提取 POD 模态集成为了一种可能。Everson[4]等采用在

Snapshot POD 的基础上，提出并用于图像数据重建的 Gappy POD 方法，其优点在于不

需要原始问题控制方程的信息，而且最终将问题转化为求解线性方程组的问题。Satyajic
等[5]通过建立空间降阶模型，通过实例证明该方法可以有效减少计算变量的维数，是一

种高效且精度较高的降维方法。冯俞楷等[6]从温度场构成的瞬态图像中提取并建立常物

性非稳态导热微分方程的 POD- Galerkin 降阶模型，达到降维的目的。梁钰[7]等人结合

POD 模型和有限元法，利用简单线性问题的 POD 基底，快速计算复杂非线性问题，并

有良好的计算精度。本文针对酸奶在速冻机中的冷却降温过程开展流固耦合 POD 降阶

模型计算研究，建立单瓶酸奶共轭传热降温模型，使用 POD 降阶模型、有限元全阶模型

和有限体积增强的壁面函数法对该实验过程模拟计算，并考察不同模型的计算时间。同

时对不同模型计算结果进行精度分析，考察不同模型对酸奶冷却降温过程温度的预测能



力。

1 模型介绍

1.1 物理模型

图 1为单瓶酸奶大空间降温实验物理模型，模拟速冻机内部环境。大空间尺寸为0.3m
× 0.3 m× 0.7 m，酸奶位于大空间的几何中间位置，风机位于入口处。单瓶酸奶的几何结

构为上直径 Φ = 66 mm，下直径 Φ = 54 mm，高 H = 71 mm 的梯形圆台结构，净含量为

100 ml。

图 1 单瓶酸奶大空间降温物理模型

其实验边界条件及酸奶的参数如表 1 所示。其中酸奶密度、导热系数、比热容皆在

本实验室通过 Hot Disk 热常熟分析仪-TPS2500S 测量获得。

表 1 单瓶酸奶降温参数

参数（单位） 数值

酸奶初始温度（℃） 30.7

酸奶密度（kg/m
3
） 1200

酸奶导热系数(W/m· K) 0.540

酸奶比热容(J/kg· K) 3508

入口风速 (m/s) 9

入口风温(℃) 5

1.2 数学模型

1.2.1 守恒方程

本文采用 Ansys Fluent 软件，应用有限体积法(FVM)，计算大空间单瓶酸奶降温模

型，计算中所用控制方程如下：

其流体区域控制方程：

(߮ߩ߲)

ݐ߲
+
߲൫ݑߩ௝߮ ൯

௝ݔ߲
=

߲

௝ݔ߲
ቆΓఝ

߲߮

௝ݔ߲
ቇ+ ఝܵ + ௣ܵఝ (1)

其中ρ为密度，φ为通量，ߥ,ݑ,w 为求解变量，Γ为扩散项，S 为源项。

采用 k-ε 两方程湍流模型，计算中的求解通量、各通量的扩散项、源项，如下表所

示：

表 2 控制方程参数

方程 通量 扩散项 源项
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连续方程 1 — —

动量方程 ui +ߤ)ߩ (௧ߤ −
݌߲

௝ݔ߲

能量方程 T ߩܿ− ௣൬
߭

ݎܲ
+

௧߭

௧ݎܲ
൰ —

湍动能 k 方程 k +ߤ
௧ߤ
௞ߪ

௞ܩ − ߝߩ

湍动耗散率 ε 方程 ε ߤ+
௧ߤ
ఌߪ

ଵఌܥ
ߝ

݇
௄ܩ − ߩଶఌܥ

ଶߝ

݇

其中湍流粘度：

௧ݑ = ௨ܥߩ
݇ଶ

ߝ
(2)

Gk为平均速度梯度引起的湍动能 k 的产生项：

௞ܩ = ௧ቆߤ
௜ݑ߲
௝ݔ߲

+
௝ݑ߲
௜ݔ߲

ቇ
௜ݑ߲
௝ݔ߲

(3)

式中 σk 和 σε 为湍动能 k 与耗散率 ε 相对应的湍流普朗特数，分别取 1.0、1.3，μi为

速度分量，μt为湍动粘度；C1ε,C2ε, Cμ为经验常数，分别取 1.44、1.92、0.09。
固体区域控制方程：

(ܶߩ߲)

ݐ߲
=

߲

௜ݔ߲
ቊ
ߣ

௣ܥ

߲ܶ

௜ݔ߲
ቋ (4)

式中：T 为温度，λ 为导热系数。

壁面函数法为实现近壁区速度场和温度场的计算提供了快速预测模型，直接使用实

验或理论解析得到的规律，来描述近壁粘性影响区域，计算近壁边界层内的流体流动和

传热传质。本文使用标准壁面函数、扩展壁面函数、非平衡壁面函数、增强壁面函数四

种壁面函数模型对酸奶冷却过程进行数值模拟，结果显示增强的壁面函数与本文实验的

拟合性更好，所以在有限体积计算时采用增强的壁面函数法计算。

1.2.2 共轭传热

流固耦合数值模拟耦合边界需要满足温度相等和热流密度相等的条件，这对近壁区

流场和温度场的准确预测提出极为苛刻的要求。提高近场网格节点数量，应用直接数值

模拟（DNS）方法虽然可以提高预测精度，但对非稳态酸奶降温过程研究所需计算时间过

长，计算成本过高。

传统流固共轭传热分析将多物理场耦合问题看作一个统一的物理现象，构建描述该

物理场统一形式偏微分方程组，采用统一的数值计算格式和时间步长求解该偏微分方程

组，同时获得该多物理场耦合问题的所有变量。计算中流体与固体的交界面为共节点的

耦合壁面。

Ts和 Tf为固体和流体域的节点温度，Tw为交界面的温度， qs 和 qf分别为固体域、

流体域计算得到的通过交界面的热通量。需满足：

௪ܶ ݈݋ݏ| ݅݀ = ௪ܶ |݂݈ ௪ݍ，݀݅ݑ ݈݋ݏ| ݅݀ = ௪ݍ |݂݈ ݀݅ݑ (5)
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௦൬ߣ−
߲ܶ

߲݊
൰
௦
ห݈݋ݏ ݅݀ = ℎ൫ܶ ௪ − ௙ܶ൯|݂݈ ݀݅ݑ (6)

这样即满足了流、固交界面热流量和温度的平衡。在计算程序的实现中，经过反复

的迭代，直到热流量和交界面温度达到收敛。

1.2.3 POD 降阶

使用共轭传热方法计算流固温度场，将非稳态计算流场达到稳定后的表面对流换热

系数作为边界条件，此时的结构温度场作为结构温度场固体的初始温度条件，从此刻开

始，对结构温度场进行有限元(FEM)全阶及降阶计算，具体流程如图 2 所示。

图 2 POD 降阶流程图

对固体微分方程做有限元离散，其离散格式为：

Ṫܥ + ܶܭ = ܨ (7)

其中 T 为节点温度列向量, C 为热容矩阵, K 为热传导矩阵, F 为温度载荷向量。C、
K、F 矩阵由以下对应元素组成：

௜௝ܭ = ෍  

௘

௜௝ܭ
௘ + ෍  

௘

௜௝ܪ
௘

௜௝ܥ = ෍  

௘

௜௝ܥ
௘

=௜ܨ ෍  

௘

ொ೔ܨ
௘ + ෍  

௘

௤௜ܨ
௘ + ෍  

௘

ு೔ܨ
௘

(8)

其中各元素矩阵方程如下所示：
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௘ = න  
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୻మ
೐
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೐
ℎ ௔ܶܰ௜dΓ

(9)

其中λ为材料导热系数，h 为表面对流换热系数，ߩ为材料密度，c 为材料比热，Ni

和 Nj为型函数，用于将节点上的位移值插值到单元内部的任意位置。



求解方程组（1），获取局部时域网格节点温度值，生成瞬像矩阵 A：
ܣ = ,(ଶݐ)ܶ,(ଵݐ)ܶ} ⋯ ெݐ)ܶ, )} (10)

其中：

(ݐ)ܶ = { ଵܶ(ݐ), ଶܶ(ݐ),⋯ , ேܶ ்{(ݐ) (11)

定义相关矩阵 R 求其特征值 λ 及特征向量 ϕj，构建 POD 基底：

ܴ = ܣ்ܣ (12)

ܴ߶௝ = ௝߶ߣ (13)

对 R 做 POD 分解得：

߮௝ =
1

ඥߣ௝
௝߶ܣ (14)

其中 j=1, 2…, l，l≤L, λ1≥λ2≥⋯≥λl>0
取前 r 个基底进行模型降阶分析，r 的选取规则为：

=ݎ argminቄ(ݎ)ܫ:(ݎ)ܫ ≥
ߛ

100
ቅ,(ݎ)ܫ =

∑  ௥
௝ୀଵ ௝ߪ

∑  ௟
௝ୀଵ ௝ߪ

=ߛ, 99.99 (15)

其中 argmin 函数为得到使目标函数 f(x)取最小值时的变量值。

构建 r 个基底的温度矩阵

ܶ = ߙߔ (16)

求解降阶后后的离散矩阵：

Φ்ܥΦ̇ߙ+Φ்ܭΦߙ= Φ்ܨ (17)

即可实现全时域结构温度场的 POD 降阶预测计算。

2 模型验证

为了验证流固耦合数值模拟对酸奶降温预测的准确性，将单瓶酸奶降温数值模拟计

算结果进行对比，如图所示为酸奶中心 P0 处的结果对比图。实验使用热电偶实时记录

酸奶降温过程温度随时间的实时变化。考虑到食品冷却过程会出现温度为 0℃ 的情况，

误差分析中皆以绝对温标 K 为单位进行对比分析。

图 3 P0 位置酸奶中心点实验验证

其最大误差如下表所示:
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表 3 同一时刻计算结果最大误差

对比误差 实验结果 有限体积法(FVM) 有限元法(FEM)

有限体积法 1.45℃ 5.78% —— ——

有限元法 1.28℃ 5.07% 0.37℃ 2.65% ——

降阶模型 1.28℃ 5.07% 0.50℃ 3.60% 0.18℃ 2.00%

分别将 POD 降阶计算模拟结果、有限体积法数值模拟结果与有限元全阶计算模型

结果与实验对比，计算结果与实验结果吻合性良好,最大误差控制在 0.5%左右以内，符合

工程模拟计算的误差允许范围。

3 结果讨论
本文使用有限体积法共轭传热模型计算 600s 大空间酸奶冷却数值结果，得到酸奶

固体温度分布及换热系数等固体边界条件，其换热系数计算公式如下：

ℎ =

௙ቀߣ−
߲ܶ
߲݊ቁ௙

൫ܶ ௪ − ௙ܶ൯
|݂݈ ݀݅ݑ (18)

将热边界条件导入进行有限元全阶模型酸奶固体冷却温度计算，同时使用降阶模型

计算，时间步长为 2s。

图 4 不同时刻酸奶大空间冷却温度分布

如图所示为不同时间酸奶大空间冷却温度分布云图，根据结果可知，酸奶从加工后

的 30.7℃降温至 7.5℃对应的降温时间为 64min，在冷却过程中酸奶内部降温不均匀，

在冷却过程中酸奶内外温度相差最大能达到 10.1℃以上。酸奶的外侧降温相对于中心降

温速度先快后慢，到最后趋于一致。在冷却开始 4200s后，酸奶外壁温度同环境温度趋

于一致，所以将酸奶大空间冷却计算全程冷却时间设置为 4200s。

图 5 有限元全阶计算与计算时间对比



对比分析使用不同计算方法时酸奶冷却降温过程计算所需的时间可知，使用有限元

全阶计算用时 22461s，使用 POD 降阶方法计算用时 28.4s，POD 降阶计算模型计算速度

为有限元全阶计算模型的 790 倍，即使用 POD 降解计算模型可以快速降低酸奶冷却计算

时间。

在酸奶计算内部选取 5 个不同的点(如图 1b 中的 P0-P4)来记录酸奶内部温度随时间

的变化情况，并进行对比分析，其同一时刻计算最大误差结果如下图所示。

图 6 酸奶内部点(P0-P4)温度随时间变化及误差情况

从结果可知，P1壁面处的温度下降最快，PO和 P3 的温度下降最慢，二者温度基本

一致。降阶模型可以很好的控制计算误差，与实验结果同时刻最大误差为 5.07%，与全

阶模型计算同时刻最大误差为 2%。

4 结 论
本文针对隧道式酸奶速冻机中单瓶酸奶的冷却过程中流固耦合共轭传热问题提出

了基于 POD 降阶的快速计算模型，并使用有限体积法增强的壁面函数模型、有限元全阶

模型和 POD 降阶模型对其计算及验证，其结论如下：

1.单瓶酸奶的冷却过程，在速冻机中通风风速为 9m/s 时，单瓶酸奶从加工后的

30.7℃降温至 7.5℃对应的降温时间为 64min。同时酸奶内部存在着冷却不均匀的情况，

其在冷却过程中出现最大温差为 10.1℃，在同一时刻的酸奶壁面降温相对于中心降温速

度先快后慢，到最后趋于一致。

2.本文使用有限体积法、有限元和 POD降阶方法，三种方法均能有效模拟单瓶酸奶

的冷却过程，与实验结果相对比，POD 降阶模型与有限元全阶模型的计算误差皆为 0.428

均在 5%左右，有限体积法的误差最大，但整体最大误差在 60.5%以下，数值计算准确性

良好。

3.从计算效率上看，POD 降阶模型能够大幅降低酸奶冷却过程数值模拟计算成本，

使用有限元全阶计算模型计算用时为 22461s，POD 降阶模型计算时间为 28.4s，计算效

率是有限元全阶的 790 倍。
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摘要：根据超燃冲压发动机热防护与发电一体化系统中热交换器的使用要求，本文建立了适合该系统

的超临界 CO2/航空煤油螺旋套管换热器的数值模型，通过实验对模型进行验证，然后对换热器流动损

失和换热性能的综合指标 PEC（Performance evaluation criteria）进行分析，结果表明：螺距、螺旋直径

和圈数与压力损失呈正相关，但对于 PEC 影响较小；内管内径 Di和环隙侧水力直径 Dh与 PEC 呈负相

关且对于 PEC 的影响较大。本文研究结果为该换热器的结构优化提供了一定参考。

关键词：超临界 CO2；航空煤油；螺旋套管换热器；热防护

0 前言

在 6 马赫数以上飞行超过 1 小时的飞行器称为长航时高超音速飞行器[1, 2]。当高超音

速飞行器以高马赫数飞行时，燃烧室内的温度可高达 3220℃[3]，超燃冲压发动机壁面结

构处于恶劣的热环境中，即使是最先进的复合材料也无法承受[4]。因此，超燃冲压发动

机热防护技术已成为发展瓶颈之一[5]。

对于超燃冲压发动机，常用的热防护方式是再生主动冷却。再生冷却方案在高马赫

数下需要大量的冷却用燃料。SEGAL,C[6]指出当飞行马赫数大于 10 时，将出现再生冷却

所需要的热沉大于燃烧所用的燃料，这意味着飞行器要携带的燃料量超过燃烧需要量，

多出的部分在完成冷却任务后没有经过燃烧而排掉，既造成了燃料的额外损耗，又增加

了飞行器的负载。目前，已有学者提出了基于闭式布雷顿循环的冷却方案，这种冷却系

统将一部分热量转化成电能，间接提高了作为热沉的碳氢燃料的吸热能力，为超燃冲压

发动机的热防护提出了一种思路。在这种基于闭式布雷顿循环的冷却方案中，超燃冲压

发动机壁面冷却通道中的冷却剂是超临界二氧化碳（sCO2），sCO2被用作中间介质。碳

氢燃料仅用作热交换器处的低温流体，避免了碳氢燃料在冷却通道中发生结焦沉积的可

能性。此外，热防护与发电一体化系统通过 sCO2 循环将超燃冲压发动机的部分高温余

热转化为电能，这大大降低了用于冷却的燃料质量流率。

Xu 等人[7]用实验和数值的方法探究了超临界状态下的 CO2在螺旋管内的传热特性，

他们的数值结果与实验结果对比表明RNG k-ε湍流模型可以很好的预测其流动与传热特

性。同时他们还发现浮力和离心力的共同作用导致了螺旋管截面上流动和传热参数的特

批注 [b1]: 结果太少了，再加一条吧。



殊分布，流体温度会影响流动传热参数的非均匀分布。

Yang等人[8]采用RNG k-ε湍流模型研究了超临界状态下CO2在水平非圆截面螺旋管

内流动和传热的特性。其研究表明，对非圆截面的传热系数和压降而言，随着多边形边

数的增加，传热和压降增大，但增大幅度逐渐减小。随着边数的持续增加，压降减小。

同时他们还研究了螺旋管的特征参数螺距 b、直径 d 和半径 R 对非圆截面管内流动和传

热的影响。其结论表明随着螺距 b、直径 d 和半径 R 的增大，在二次流与主流的共同作

用下，换热减小。在数值模拟结果的基础上，将曲率参数引入到八边形截面螺旋管内超

临界 CO2冷却换热的努塞尔数关联式中，其具有较高的预测能力。

Farzaneh-Gord 等人[9]基于熵产生最小化方法，来优化螺旋套管换热器的几何形状。

研究结果表明，几何形状对性能显著影响，他们通过熵产生最小化方法找到最佳曲率比

的内管和环隙侧参数。这类方法的特点是没有考虑多个相互排斥的目标而没有得出最佳

的综合性能。

尽管已有一些学者分析了热交换器的结构参数对流体流动和传热的影响，但对于换

热器综合性能的研究目前尚少，本文指在根据热防护与发电一体化系统的使用要求，建

立合适的螺旋套管换热器数值模型，以换热器流动和换热性能的综合指标 PEC
（Performance evaluation criteria）为评价因子，通过对换热器热力性能分析来确定其各

结构对于综合性能的影响，为该螺旋套管换热器结构优化提供了一定指导。

1 物理和数值模型

1.1 物理模型和边界条件

图 1（a）横截面图，（b）内部流体流动示意图，（c）螺旋套管换热器示意图

Fig. 1 (a) Cross-sectional view, (b) schematic diagram of internal fluid flow and (c) schematic diagram of the

TTHC heat exchanger



考虑到碳氢燃料在高于 723K 左右时发生热裂解[10]，为预防结焦对换热器的影响，

需将 RP-3 航空煤油在换热器的出口温度控制在该温度以下。根据相关文献[11]选择了应

用于系统的 sCO2/煤油 RP-3 螺旋套管换热器的运行条件，指定了以下操作条件：CO2入

口温度 Tin, h=842 K，RP-3 入口温度 Tin, c=286 K，CO2 出口压力 pout, h=8.35 MPa，RP-3
出口压力 pout, c=3 MPa。内外管的水力直径均采用 2mm，螺旋直径采用 60mm，根据所

需流率设置 CO2入口流量为 5 g/s[12]，按比例确定 RP-3 入口流量为 2 g/s，圈数按换热需

求确定为 11.5 圈，具体几何参数如表 1 所示。图 1 为空气-煤油螺旋换热器的示意图，

换热器由 304 不锈钢制成，RP-3 航空煤油和压缩 CO2分别进入内管和环隙侧。

表 1 螺旋套管换热器的几何尺寸

Table 1 Geometrical specifications of TTHC heat exchanger

参数 内管 外管

节距, P (mm) 15 15

圈数, n 11.5 11.5

内侧直径, di (mm) 2 5

外侧直径, do (mm) 3 6

螺旋直径, D (mm) 60 60

1.2 流体物性

在本研究中，我们使用 NIST REFPROP 9 软件计算了 CO2的热物理性质。然而 RP-3
航空煤油是多组分燃料，考虑到本文研究的工作条件的范围，最终将 Zhong 等人提出的

10 组分替代模型作为本章中 RP-3 的替代模型[13]。他们在文献中对煤油的替代物及其准

确性进行了仔细的讨论。利用 NIST SUPERTRAPP 程序计算了 RP-3 的热力学和输运特

性。

表 2 为替代模型组分及摩尔分数。图 2 将 RP-3 的 10 组分替代模型的物理性质与

Xu 等人[14]的实验测量结果进行了比较。如图 2 所示，在 RP-3 工作条件下 (300-800 K)，
10 组分替代模型的数据与实验测量数据吻合较好。采用 50 个点的线性插值法进行数值

模拟。在热物理性质变化更剧烈的区域上设置更多的点，以提高模拟结果的精度。

批注 [b2]: 参考文献！



图 2 3 MPa 下 10 组分替代模型数据与实验测量数据对比

Fig. 2 Comparison of data of 10-component model surrogate and experimental measurement data under the

pressure of 3 MPa

表 2 航空煤油的替代模型

Table 2 Representative surrogate models of aviation kerosene

模型 成分 (摩尔分数) 平均相对分子

质量

一组分替代

模型

n-Decane 142

三组分替代

模型

49% n-Decane, 44% 1,3,5-Trimethylcyclohexane, 7%

Propylbenzene

133.6

三组分替代

模型

53% n-Undecane, 18% n-Butylcyclohexane,

29% 1,3,5-Trimethylbenzene

143.1



四组分替代

模型

19.1% n-Decane, 36.5% n-Dodecane,

14.5% Methyl-cyclohexane, 29.9% n-Butylbenzene

143.7

六组分替代

模型

3.12% n-Octane, 22.27% n-Dodecane, 7.06%

n-Hexadecane, 21.11% Xylene, 16.32% Tetralin, 30.12%

Decalin

142.8

十组分替代

模型

6% n-Octane, 10% n-Decane, 20% n-Dodecane, 8%

n-Tridecane, 10% n-Tetradecane, 10% n Hexadecane,

20% Methylcyclohexane, 8% Trans-1,3

dimethylcyclopentane,

5% Propylbenzene, 3% 1-Methylnaphthalen

150.1

1.3 网格划分及求解设置

如图 3 所示三维结构化网格由 ICEM CFD 19.2 软件划分，用于离散化所有计算域。

需要注意的是煤油侧边界层第一层网格的高度设置为 0.0035 mm，sCO2侧边界层第一层

网格的高度设置为 0.0004 mm，以使 Y+的值小于 1，目的是确保边界层的近壁流动的正

确解析，网格的具体细节见图 3（b）。

图 3（a）螺旋套管换热器的结构化网格,（b）网格细节

Fig.3. (a) Structural mesh for the TTHC and (b) meshing details adopted in this simulation



表 3 网格独立性研究

Table 3 Cases of mesh independency study

序号 网格数 传热量与序号 3的

偏差(%)

CO2侧压降与序号 3

的偏差 (%)

油侧压降与序号 3

的偏差 (%)

1 5994956 2.1 1.7 2.5

2 8030972 0.2 0.15 0.2

3 10462508 0 0 0

4 13844524 0.01 0.018 0.02

使用 ANSYS FLUENT 19.2 软件进行求解，设置 SIMPLEC 算法用于解析速度和压

力之间的耦合，QUICK 用于求解动量和能量方程的离散化问题，湍流动能和湍流耗散率

方程采用二阶迎风格式进行处理，动量和能量方程的残差设置为小于 10−6，以获得精确

的温度和速度分布。其他参数的残差设置为小于 10−5。

为了验证网格独立性，针对 SST k-ω 湍流模型测试了三种不同的网格。表 3 显示了

传热量、CO2侧压降、油侧压降的平均相对误差。对于所有参数，网格数为 8030972 和

网格数为 13844524 相对于网格数为 10462508 的偏差均小于 0.2%。考虑到计算时间，为

本数值研究选择了具有 8030972 总数的网格。

1.4 模型验证

1.4.1 RP-3 侧实验验证

为了验证模型的可靠性，分别对 RP-3 侧和 sCO2侧的流体流动与换热情况进行模型

验证。首先，进行了超临界压力下 RP-3 在水平螺旋管内的传热实验。图 4 为装置示意

图，实验中所用到的仪器见表 4。该实验装置主要由四个系统组成。实验中使用的换热

器的操作工况如表 5 所示。



图 4 超临界压力 RP-3 在螺旋管内传热实验装置示意图

1，燃料罐；2，氮气瓶；3，高压恒流泵；4，质量流量计；5，截止阀；6，K 型热电偶；7，预热段；

8，直流电源；9，试验段；10，压力传感器；11，焊接热电偶；12，数据采集；13，电脑；14，煤油-

水冷却器；15，背压阀；16，废油桶

Fig. 4 Schematic of the experimental apparatus for heat transfer of RP-3 in helical tube.

1, fuel tank; 2, nitrogen cylinder; 3, high-pressure constant flow pump; 3, filter; 4, Coriolis mass flowmeter; 5,

needle valve; 6, K-type thermocouples; 7, pre-heating section; 8, DC power; 9, test section; 10, pressure

transmitters; 11. welding thermocouples; 12, data acquisition system; 13, computer; 14 water-cooled

condenser; 14, pressure regulating valve; 15, waste oil tank.

输入系统主要由 RP-3 煤油、恒流泵、止逆阀和科里奥利质量流量计组成。预加热

及加热系统和数据采集系统由两个直流加热器、温度传感器、压力传感器、预热管、实

验螺旋管以及数据采集系统构成。冷却系统由煤油-水冷却器、温度传感器、背压阀、油

料收集容器构成。

所用测试螺旋管段的材料为 304 不锈钢。为了确保测试段中流体完全流动，在测试

前后预留 100 mm 长的未加热段。将两个 K 型铠装热电偶插入测试部分的进出口，以测

量流体体积温度。每隔 180°（0.5 圈）焊接一个热电偶。用压力传感器测量试验段压力

的出口压力。试验部分覆盖有绝缘材料，以尽量减少热损失。操作工况如表 5 所示。

表 4 实验中螺旋管的结构参数

Table 4 Structural parameters of helical coiled tubes in the experiments

形状 内径（mm） 外径（mm） 节距（mm） 螺旋直径（mm） 圈数

螺旋管 2 3 15 40 4.5



表 5 操作工况

Table 5 Operating conditions

参数 范围

热流密度，q（kW/m2） 300

入口流量，m（g/s） 1，2，3

出口压力，p（MPa） 4

入口温度，T（K） 292

建立与实验螺旋管相同的数值模型，设置相同的边界条件：RP-3 为被加热流体，壁

面热流密度为 300 kW/m2，入口温度为 292K，出口压力为 4MPa，入口质量流量为 1-3g/s。
采用沿螺旋管旋转角度对应的壁面温度为对比指标，图 5 为实验与数值仿真的结果，对

壁面温度而言实验数据与数值结果的差异最大为 8.56%，模拟结果和实验结果之间的误

差可能来自数值计算的理想边界条件，在实验过程中换热器被硅酸铝包裹以接近绝热边

界条件，但也很难完全消除热辐射和热对流的影响。

图 5 数值模型结果与实验数据的壁温沿角度分布对比

Fig. 5 The simulated and experimental results of wall temperature



1.4.2 sCO2侧实验验证

sCO2 侧的模型验证在 Z 字型 PCHE 通道内进行，建立与张虎忠[15]实验中相同的模

型，设置相同的边界条件：冷热流体均为 sCO2，质量流量均为 0.3kg/s，热流体入口温

度为 715.15 K，出口压力为 8.5 MPa，冷侧流体入口温度为 355.05 K，出口压力 20.5 MPa；
采用热侧 sCO2 进出口温差和压降为验证指标，得到对比结果如表 6 所示，可以看出热

侧 sCO2进出口温差和压降的误差分别为1.12%和5.20%，在误差允许范围内，可认为 sCO2

侧的数值模型可靠。总的来说，仿真结果与实验数据吻合良好，本文建立的数值模型是

有效的。

表 6 SCO2实验与模拟温差对比结果

实验结果 模拟结果 误差/%

温差，Th（K） 351 347.07 1.12

压降，Ph（kPa） 47.2 49.7 5.20

2 结果与讨论

本文采用范围分析的方法对各结构参数进行分析。通过改变一定范围内的单一结构

参数来进行数值计算，以螺旋套管换热器综合流动 Nu 和换热性能 f 的综合指标 PEC 为

评价指标，来讨论各参数的影响。各参数的讨论范围见表 7。

表 7 结构参数及范围

Table 7 Characteristic parameters and levels

序号 结构参数 范围

1 螺距，b（mm) 10 20 30

2 螺旋直径，Dc（mm） 50 60 70

3 内管内径，Di (mm) 1 2 3

4 环隙侧水力直径，Dh (mm) 1 2 3

5 螺旋管圈数，n 8.5 10.5 12.5

套管换热器 CO2 侧的努塞尔数（Nuh）和摩擦系数（fh )可由以下公式计算：

bw
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其中 hh为 sCO2 侧的平均传热系数，q 为热流密度，Tw 为流体通道平均壁面温度，

Tb 为 sCO2的体积平均温度，dh 为通道水力直径，λ为热导率，ΔPh为通道压力损失，u

为流体速度，L为流道长度，ρ为流体密度。

综合指标（PEC）定义如下：

31
0

0





）ff（

ΝuΝuPEC
h

h （4）

其中 Nu0和 f0为初始结构的努塞尔数和摩擦系数。

2.1 各结构参数的影响

2.1.1 螺距的影响

螺距是螺旋套管换热器的一个基本结构参数，它通过改变换热器的总长而影响整体

的体积。对于给定的原始结构参数，改变螺距对螺旋套管换热器的换热面积影响很小，

其对综合评价指标 PEC 的影响也可以忽略不计。因此，螺距只是决定螺旋套管换热器热

传导性能的一个基本因素。图 6（a）给出了不同螺距下螺旋套管换热器的压力损失与 PEC

变化曲线图。随着螺距的增加，换热器的 PEC 逐渐下降，这说明传热量的提升效果低于

压力损失的增大效果。从图中可以看出，螺距的增加对于两侧流体的压力损失和整体性

能指标 PEC 的影响很小。

2.1.2 螺旋直径的影响

螺旋直径是螺旋套管换热器的一个重要的结构参数，它通过改变螺旋管的管长从而

改变换热器的换热面积，并且螺旋直径决定了螺旋管的曲率，这会影响螺旋管通道内流

体的流动形态和离心力的大小，因此螺旋直径对于换热器的整体换热效果具有影响。图

6（b）给出了不同螺旋直径下螺旋套管换热器的压力损失与 PEC 变化曲线图。随着螺旋

直径的增加，压力损失随之增加，并且 PEC 也逐渐增大，这说明换热量的提升效果大于

压力损失的提高。但是，由图可知，螺旋直径的增加对 PEC 的提高率较小，并且螺旋直

径对于换热器的整体体积影响较大。

批注 [b3]: 符号变量斜体，下同！



图 6 （a）螺距，（b）螺旋直径，（c）内管内径，（d）环隙侧水力直径，（e）圈数对于 rp3 侧和 sCO2

侧的压力损失及综合指标 PEC 的影响

Fig. 6 Effect of (a)Pitch, (b)Coil diameter, (c)Di, (d) Dh, (e)Turns on the pressure loss coefficient and PEC of

the CO2-side and RP3-side.

2.1.3 内管内径 Di的影响

螺旋套管换热器的内管内径 Di是影响换热器换热性能的决定性参数，它不仅影响了

管内流体间的换热，还决定了管内流体的流动形态，对于换热器的换热量和燃油侧压降

具有决定性的影响。图 6（c）给出了不同 Di下螺旋套管换热器的压力损失与 PEC 变化



曲线图。从图中可看出，换热器的整体评价指标 PEC 和两侧流体的压力损失随 Di 的增

加递减，这是因为内管内径 Di越小，燃油 RP-3 的流速越大，加强了换热的同时也增加

了压降，但是换热效果的提高低于压力损失的增加，因此可见，Di对于燃油侧压力损失

和 PEC 的影响非常大。图上还可看出，Di为 1 时 PEC 达到最大值 1.31，但是燃油侧压

力损失较大（大于 10%），由此可知，存在一个合适的 Di 可令换热器的 PEC 尽量大的

同时，燃油侧的压降在 10%之内。

2.1.4 环隙侧水力直径 Dh的影响

螺旋套管换热器的环隙侧水力直径 Dh是另一个影响换热器换热性能的决定性参数，

它也同时影响了外管内流体的换热和流体的流动形态，对于换热器的换热量和 CO2侧压

降具有决定性的影响。图 6（d）给出了不同 Di下螺旋套管换热器的压力损失与 PEC 变

化曲线图。从图中可看出，换热器的整体评价指标 PEC 随 Di 的增加而减小，这说明流

速增加带来的换热效果的提高低于压力损失的增加，因此，环隙侧水力直径 Dh对于 CO2

侧压力损失和 PEC 的影响较大。

2.1.5 圈数的影响

圈数是螺旋套管换热器的的基本结构参数，它不仅影响了换热器的整体尺寸，而且

对于换热器的换热量和压力损失具有影响，图 6（e）给出了不同圈数下螺旋套管换热器

的压力损失与 PEC 变化曲线图。从图中可知，两侧压力损失随着圈数的增加而增加，换

热器的综合性能指标 PEC 先增后减再增，圈数对于 PEC 的影响较小但对于两侧的压降

影响较大。

3 结论

本文建立了 sCO2/RP-3 煤油螺旋套管换热器的数值模型。基于换热器流动损失和换热性

能的的综合评价指标 PEC，对该换热器的各结构参数对于整体性能的影响进行分析。得

出以下结论：

（1）对于 sCO2/RP-3 煤油螺旋套管换热器的数值模拟，实验数据与数值计算的最大

误差在 8.56%以内，仿真结果与实验数据吻合良好，本文建立的数值模型有效。

（2）通过对螺旋套管换热器结构的单因素讨论，得出螺距和螺旋直径对于综合性

能的影响较小，圈数对于两侧流体通道的压力损失影响较大但对于综合性能的影响较小，

内管内径 Di和环隙侧水力直径 Dh是决定换热器压力损失和换热综合性能的影响因素，

其中，螺旋直径和圈数与压力损失呈正相关，Di和 Dh与两侧通道压力损失和 PEC 呈负

相关。
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摘要：CaCO3/CaO 储热体系具有高储热温度，高储热密度以及能量损失低的特点，成为第三代光热发

电最有竞争力的候选者。然而，传统的 CaCO3/CaO 储热材料由于循环稳定性差、反应速率慢以及太阳

能全光谱吸收率低，严重制约了其工业应用。因此，本文制备了一种可实现快速释热和提高太阳能全

光谱吸收率的 Zr-Mn 共掺杂的 CaO 基复合储热材料，并研究了其在 30 个循环过程中的储释热性能。

结果表明，30 个循环后，20Ca-0.5Zr-0.5Mn 的储热密度下降率仅为 10.11%，太阳能平均光谱吸收率可

提高 376%。

关键词：热化学储热，释热反应速率，光谱吸收率，循环稳定性。

0 前言

太阳能是世界上最丰富的可再生能源，是最有希望替代传统化石燃料的能源之一[1]。

然而，太阳能具有波动性和间歇性的特点，导致聚光光伏（CPV）技术无法将能量可靠

地传输到电网[2]。因此，人们提出了储能技术来解决能源供需之间的不匹配问题[3]。与

其他储能技术（电化学储能[4]、电能储能[5]、光化学储能[6]）相比，热能储存（TES）技

术，在储热时间、储热密度、技术成本方面具有潜在的优势[7]。

TES 技术主要分为三种类型，显热储热、潜热储热和热化学储热。其中，热化学储

热具有储热密度高、储热时间长、能量损失小等优点[8]。太阳能可以通过热化学可逆反

应以化学能和显热的形式储存和释放。目前的高温热化学储热体系主要有：金属氢化物

体系、金属氧化物体系、氢氧化物体系以及碳酸盐体系[9]。其中，属于碳酸盐体系的

CaCO3/CaO 储热体系，工作温度超过 700 °C, 理论储能密度高达 1780 kJ/kg，物料安全

无毒，可满足下一代太阳能热电厂提高效率的高温要求[10]。其工作原理基于以下可逆反

应：

CaCO3(s) + ΔH ↔ CaO (s) + CO2 (g) ΔHr=178 kJ/mol (1)
近十年来，研究人员对 CaCO3/CaO 高温热化学储热体系的太阳能全光谱吸收率、

循环稳定性和反应动力学等方面展开了广泛研究。在基于体吸收式的热化学反应器中，

储热材料可直接吸收太阳辐射，避免了繁琐的传热过程，从而实现太阳能的高效转化和

储存。而纯 CaCO3储热材料的太阳能平均光谱吸收率极低[11]。通常掺杂光学吸收增强元

基金项目：国家自然科学基金（52090062, 51821004）
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素来提高 CaCO3/CaO 储热体系的太阳能光谱吸收率。Zheng 等人[11]研究发现，通过掺

杂 Cu 元素和 Cr 元素，改性的 CaCO3 储热材料的太阳能平均光谱吸收率可达 65%。Yang
等人[12]通过模板法制备了共掺杂 Fe 元素和 Mn 元素的 CaCO3基储热材料，其太阳能平

均光谱吸收率为 81.5%；循环稳定性是评价 CaCO3/CaO 储热体系商业应用价值的重要

指标。Li 等人[13]讨论了共掺杂 SiC-Mn 的 CaO 基储热材料在 30 次循环中的稳定性。结

果表明，与纯 CaO 基储热材料相比，共掺杂 SiC-Mn 的 CaO 基储热材料的循环稳定性

和太阳能吸收率都得到了提高。Song 等人[14]发现 Al-Fe 共掺杂的 CaCO3 基储热材料 50
次循环后储能密度的衰减率只有 4.5%。热化学储热系统的热输出功率在很大程度上取

决于释热反应速率。因此，除了提升 CaCO3/CaO 储热材料的循环稳定性和太阳能光谱

吸收率以外，对其动力学特性的调控也很重要。Khosa 等人[15]研究了掺杂 ZnO 的 CaCO3

复合储热材料的分解反应动力学。结果表明，与纯 CaCO3相比，掺杂 ZnO 可以提高煅

烧反应的速率。Teng 等人[16]提出一种考虑分压、反应温度和颗粒形态的动力学模型来研

究 Mn-Fe 共掺杂的 CaCO3基复合储热材料的释热反应动力学特征。

总而言之，虽然基于 CaCO3/CaO 储热体系的瓶颈问题已展开了大量研究，但是目

前大部分 CaCO3/CaO 储热材料很难兼具高全光谱太阳能吸收率、高循环稳定性和快速

的反应动力学。因此，本文采用改进的溶胶凝胶法制备了一种兼具全光谱太阳能吸收率、

良好的循环稳定性和快速的释热反应速率的 Zr-Mn 共掺杂的 CaO 基复合储热材料。探

究了 CaO、20Ca-Zr、20-Mn 和 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 在 30 次循环中的循环性能。

1 实验方法

1.1 实验材料

四水硝酸钙（Ca(NO3)2·4H2O），纯度 99%；四水硝酸锰（Mn(NO3)2·4H2O），纯度 98%；

硝酸氧锆（ZrO(NO3)2·xH2O），纯度 98%；柠檬酸（C6H8O7·H2O），分析纯。本文中使用

的所有试剂均来自于上海阿拉丁生化科技股份有限公司。

1.2 材料合成方法

本文使用改进的溶胶凝胶法合成了 CaO 基复合储热材料。钙基前驱体为

Ca(NO3)2·4H2O，Mn(NO3)2·4H2O 和 ZrO(NO3)2·xH2O 分别作为惰性掺杂元素 Zr 和 Mn
的前驱体，柠檬酸作为络合剂。在所有改性的 CaO 基复合储热材料中，CaO 与掺杂金

属元素的摩尔比为 20:1，柠檬酸与金属阳离子的摩尔比为 1:1。在 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 中，

Zr 元素与 Mn 元素的摩尔比为 1:1。下面以 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 为例，合成流程如下：

Ca(NO3)2·4H2O、Mn(NO3)2·4H2O、ZrO(NO3)2·xH2O 和 C6H8O7·H2O 以一定的混合比例溶

解在 20 mL 去离子水中；使用磁力搅拌器把混合溶液在 95 °C 下进行搅拌，直到混合溶

液变成淡黄色的凝胶状态，转速为 700 r/min；搅拌得到的淡黄色溶胶在 150 °C 的烘箱

中恒温 12 h，淡黄色溶胶溶液变成蘑菇状的多孔蓬松材料,并进行研磨；之后将研磨好的

样品在 850 °C 的马弗炉中加热 3 h；最后，将得到的蓬松粉末样品研磨以备使用。为了

作为对比，通过相同的制备方法制备了纯 CaO。CaO 基复合储热材料命名为“xxCa-
(Zr/Mn)”, xx 代表复合储热材料中钙元素与掺杂金属元素的摩尔比。

1.3 材料表征方法

本文使用 X 射线衍射仪（Rigaku Smart Lab）对制备的样品进行了 XRD 图谱分析，

扫描范围是 10-90°，扫描速率为 10 °/min，步长为 0.02°。为了观察 CaO 基复合储热材
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料在循环前后样品形貌的变化，使用扫描电子显微镜（SEM）（thermo scientific Apreo 2S）
来获取样品的微观形貌特征。使用与 FEI Inspect F50 扫描电子显微镜（SEM）连接的

EDAX super octane 探测器进行能谱分析（EDS），确定 CaO 基复合储热材料中所含元素

的元素分布。CaO 及 CaO 基复合储热材料的光学性能测试由紫外可见近红外分光光度

计（Lambda 1050）来完成。

1.4 储释热循环实验

本文采用同步热分析仪（STA 449F5）进行了储释热循环实验。本实验所使用的样

品质量为 8.5 mg。煅烧反应在纯 Ar 气氛中进行，反应温度为 750 °C，Ar 流量为 100
mL/min。碳化反应在 CO2和 Ar 气氛中进行，反应温度为 850 °C，CO2（90 vol%）和 Ar
（10 vol%）的流量总和为 100 mL/min。煅烧反应和碳化反应的持续时间都为 5 min。在

本实验中，引入有效转化率（Xeff, N）和储热密度（Eg, N）来评价 CaO 基复合材料的储热

性能。
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其中，mcar, N 为第 N 次碳化后样品的质量，mcal, N 为第 N 次煅烧后的质量。MCaCO3 (100
g/mol)，MCaO (56 g/mol)和 MCO2 (44 g/mol)分别为 CaCO3，CaO 和 CO2 的相对分子质

量。ΔHr（178 kJ/mol）为煅烧反应的反应摩尔焓。

1.5 CO2-TPD 测试流程

本实验使用化学吸附仪（先权 TP-5080）对合成的样品进行了 CO2-TPD 测试，所采

用的测试流程为：

（1） 预处理：在 He 气氛下将样品从室温加热到 500 °C，升温速率为 10 °C/min,
气体流量为 30 mL/min;

（2） 吸附：在室温下使用 10%CO2-90%He 混合气氛对样品进行吸附，直至基线

平稳，达到吸附饱和状态；

（3） 升温吹扫：在 He 气氛下，升温至 50 °C，开始吹扫，直至基线平稳，升温

速率为 10 °C/min, 气体流量为 30 mL/min;
（4） 程序升温脱附：在 He 气氛下，开始程序升温并记录数据，以 10 °C/min 的

升温速率升至 900 °C，气体流量为 30 mL/min；
（5） 测试结束：之后在He气氛下降温至室温，结束测试，气体流量为30 mL/min。

2 实验结果及讨论

2.1 CaO 及 CaO 基复合储热材料的储释热性能

图 1 为 CaO、20Ca-Zr、20-Mn 和 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 在 30 次循环中的有效转化率和

储热密度。可以发现，对于 CaO 和 20Ca-Mn, 有效转化率和储热密度随着循环次数的

增加而降低。其中，20Ca-Mn 的有效转化率和储热密度在前 15 个循环缓慢降低，而在
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后 15 个循环迅速下降。而 20Ca-Zr 和 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 的有效转化率和储热密度先增

加再逐渐降低。前几个循环中有效转化率和储热密度的增加现象被称为自活化现象[17]。

30 个循环后，20Ca-0.5Zr-0.5Mn 的有效转化率和储热密度在四种样品中保持最高，分别

为 56.24%和 1001.08 kJ/kg。此外，还计算了这四种材料 30 个循环后的储热密度下降率，

如表 1 所示。可以看到，30 个循环后，CaO 的储热密度下降率高达 62.62%。而 20Ca-
0.5Zr-0.5Mn 的储热密度下降率只有 10.11%。因此，与 20Ca-Zr 和 20Ca-Mn 相比，共掺

杂组合更有利于循环稳定性的提升。

图 1 CaO 及 CaO 基复合储热材料循环性能对比：有效转化率和储热密度

表 1 CaO 及 CaO 基复合储热材料 30 个循环后的储热密度下降率

样品 CaO 20Ca-Zr 20Ca-Mn 20Ca-0.5Zr-0.5Mn
储热密度下降率 62.62% 13.67% 55.31% 10.11%

2.2 XRD 图谱和微观形貌表征

如图 2 为 20Ca-Zr、20Ca-Mn、20Ca-0.5Zr-0.5Mn 的 XRD 图谱。在这三种 CaO 基复

合储热材料中均可以观察到 CaO 的衍射峰。此外，还存在少量的 Ca(OH)2的衍射峰，表

明 CaO 基复合储热材料的吸湿性导致了水分的吸收。在 20Ca-Zr 中，检测到了 CaZrO3

晶相。在 20Ca-Mn 中，形成了 Ca2MnO4 晶相。而在 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 中，则形成了

CaZrO3和 Ca2MnO4 两种晶相。
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图 2 所合成 20Ca-Zr, 20Ca-Mn 和 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 的 XRD 图谱

图 3 为 CaO、 20Ca-Zr、20Ca-Mn 和 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 在循环前后扫描电镜微观形

貌图。新鲜的 CaO 呈现颗粒状，没有明显的孔隙。新鲜的 20Ca-Zr 呈片状结构。新鲜的

20Ca-Mn 和 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 则呈现相互连通的孔隙，有较小颗粒表观粒径。在这四种

CaO 基储热材料中，20Ca-Mn 的表观粒径最小。新鲜的 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 的表观粒径明

显小于新鲜的 20Ca-Zr。因此，Mn 元素的掺入，可以明显降低 CaO 基复合储热材料的

表观粒径。经过 30 个循环，CaO、20Ca-Zr、20Ca-Mn 和 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 的颗粒变得

很大。使用过的“CaO”表面略微光滑。在其他三种 CaO 基复合储热材料中，20Ca-Mn 颗

粒聚集成大块结构，孔隙量变少。而 20Ca-Zr 和 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 仍有一定量的大孔和

介孔，有利于碳酸化反应。因此，CaZrO3 的存在可以在很大程度上抑制循环中 CaO 晶

粒的生长和团聚。而 Ca2MnO4的耐烧结性能则明显小于 CaZrO3。

此外，新鲜的 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 所对应的 EDS 图谱如图 4 所示，表明 Ca、Zr 和
Mn 元素在样品中的均匀分布。均匀性有效保证了 CaO 复合储热材料中各元素的相互作

用，从而延缓了 CaO 颗粒在储释热循环中的烧结和聚集。

图 3 CaO 及 CaO 基复合储热材料在循环前后扫描电镜微观形貌图：(a)CaO，(b)20Ca-Zr，(c)20Ca-
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Mn，(d)20Ca-0.5Zr-0.5Mn; （1）循环前；（2）30 个循环后

图 4 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 的 EDS 图谱

2.3 释热反应动力学及 CO2-TPD 测试

CaO 及 CaO 基复合储热材料在第 5 个，第 10 个，第 20 个以及第 30 个循环时的

释热动力学如图 5 所示。可以发现，释热反应过程由两个不同的反应阶段（即化学反应

控制阶段和产物层扩散控制阶段）组成。随着循环次数的增加，CaO 的释热反应速率随

着循环次数的增加而快速降低。这是由于 CaCO3/CaO 的低塔曼温度（550 °C）[18]导致了

其循环过程中经历了严重的烧结，孔隙结构塌陷和堵塞，从而降低化学反应活性。

在三种 CaO 基复合储热材料中，20Ca-Mn 在前 10 个循环具有较高的释热反应速率。

而在后 10 个循环中，由于 20Ca-Mn 的低耐烧结性能，导致释热反应速率迅速降低。此

外，可以发现，掺杂 Zr 元素并不有利于动力学控制阶段释热反应速率的提高，尽管 20Ca-
Zr 有不错的耐烧烧结性能。20Ca-0.5Zr-0.5Mn 在 30 次释热中，维持着稳定的释热反应

速率，在后 10 个循环更为明显。因此，Zr-Mn 共掺杂的 CaO 基复合储热材料有利于实

现快速稳定的释热反应。

为了进一步探索 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 对释热反应动力学（即碳酸化反应）的增强作用。

本文对 CaO 和 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 进行了 CO2-TPD 测试。CaO 和 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 的

CO2-TPD 曲线如图 6 所示。在 CO2-TPD 测试中，20Ca-0.5Zr-0.5Mn 在 754 °C 时出现了

强烈的峰值，明显高于纯 CaO, 表明 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 具有良好的 CO2 捕集能力，有利

于释热反应。
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图 5 CaO 及 CaO 基复合储热材料释热反应动力学：(a)第 5 个循环，(b)第 10 个循环，(c)第 20 个循

环，(d)第 30 个循环

图 6 CaO 和 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 的 CO2-TPD 图谱：(a)CaO，(b)20Ca-0.5Zr-0.5Mn

2.4 CaO 和 CaO 基复合储热材料太阳能光谱吸收特性

为了评价本文中所合成的 CaO 基复合储热材料的太阳能全光谱吸收性能，通过紫

外可见近红外分光光度计测得了 CaO、20Ca-Zr、20Ca-Mn 和 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 的太阳

能辐射吸收性能进行了测试，如图 7(a)所示。可以发现，纯 CaO 的太阳能光谱吸收率极

低。掺杂 Zr 元素并不能提升 CaO 复合储热材料的太阳能光谱吸收率。而掺杂 Mn 元素
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后，20Ca-Mn 和 20Ca-0.5Zr-0.5Mn 的光谱吸收率显著增强，尤其是对紫外和可见光的吸

收。与 20Ca-Mn 相比，20Ca-0.5Zr-0.5Mn 对近红外波段的吸收率略微增加。

以 AM1.5D 标准光谱作为太阳能光谱能量输入基准，将太阳能光谱吸收率与

AM1.5D 标准光谱进行加权平均计算，得到 CaO 基复合储热材料的太阳能平均光谱吸收

率（Asol），如图 7(b)所示。具体计算方式如下：

   

 

2500

1.5300
2500

1.5300

nm

AM Dnm
sol nm

AM Dnm

I d
A

I d

   

 




(4)

其中，λ为波长，α(λ)和IAM1.5D(λ)分别代表 CaO 基复合储热材料的太阳能光谱吸收率和

AM1.5D 条件下地表可接收的光谱辐照。

计算结果表明，纯 CaO 的太阳能平均光谱吸收率仅有 7.87%。通过共掺杂 Zr 元素

和 Mn 元素，20Ca-0.5Zr-0.5Mn 的平均太阳能光谱吸收率为 37.5%，提高了约 376%。

图 7 CaO 和 CaO 基复合储热材料辐射吸收性能：(a)太阳能光谱吸收率，(b)太阳能平均光谱吸收率

3 结 论

本文使用改进的溶胶凝胶法制备了 CaO 基复合储热材料，从储释热循环性能、释热

反应动力学以及太阳能光谱吸收性能等方面展开了研究。主要结论有以下三点：

（1）与 20Ca-Zr 和 20Ca-Mn 相比，20Ca-0.5Zr-0.5Mn 可进一步提高循环稳定性。

30 个循环后，20Ca-0.5Zr-0.5Mn 的储能密度下降率只有 10.11%。

（2）20Ca-0.5Zr-0.5Mn 稳定的释热反应速率源于 Zr 元素和 Mn 元素的共同作用。

（3）通过共掺杂 Zr 元素和 Mn 元素，CaO 基复合储热材料的平均太阳能吸收率从

7.87%提高到了 37.5%。与纯 CaO 相比，20Ca-0.5Zr-0.5Mn 在全光谱范围内的太阳能平

均吸收率可提高约 376%。与 20Ca-Mn 相比，20Ca-0.5Zr-0.5Mn 可提高近红外波段的太

阳光谱吸收率。
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摘要：本文对一种用于制备大尺寸光学石英玻璃的新型合成炉进行了数值模拟研究，探究了氢氧当量

比、氢氧质量流量及 SiCl4前驱体质量流量等气流入射条件对沉积面上温度及关键组分分布的影响。结

果表明：适当地增大氢氧当量比、降低氢氧质量流量或增大前驱体 SiCl4质量流量，更有利于实际生产。

据此本文提出了一种改进的进气工况，在该工况下，沉积面上的温度和 SiO2产物浓度分别提升了 1.1%

和 51.4%，而 OH 杂质浓度则降低了 61.5%，合成环境得到显著改善。

关键词：石英玻璃；化学气相沉积；数值模拟；入射条件

0 前言

高纯石英玻璃是一种性能卓越的功能性材料，它具备极低的热膨胀系数、较宽的光

学透过率以及稳定的物理化学性质，因此被广泛应用于航天航空、半导体、高精度光学

透镜等高科技现代产业[1,2]。在众多制备方法中，以四氯化硅（SiCl4）为前驱体、氢气（H2）

和氧气（O2）为燃料和氧化剂的化学气相沉积法（CVD）是工业上制备高纯光学石英玻

璃的主要方法[3]。在化学气相沉积过程中，主要包括 H2-O2-SiCl4气相化学反应、二氧化

硅（SiO2）颗粒生成与长大、颗粒吸附沉积与熔融石英玻璃冷却成型四个子过程，其中

气相化学反应子过程直接决定了合成炉内温度与组分分布情况，因此成为了关键一环。

研究气相化学反应过程，详细的化学反应机理不可或缺，针对 H2-O2-SiCl4化学反应

体系，目前学者已开展了大量研究。为提高计算效率，一些学者在模拟或实验分析中采

用了简化机理，如：Nasonova 等人[4]提出了一种只包含 H2-O2燃烧、SiCl4氧化反应以及

氯气-氢气（Cl2-H2）反应的三步总包反应，并用于数值模拟中；徐驰等人[5]在此基础上添

加了 SiCl4的一步水解反应，并用于实验结果的整理分析中。这种简化反应机理能大大降

低计算成本，并定性地表示温度及组分浓度的变化趋势，但由于忽略了许多中间产物的

生成，往往会导致预测结果与实验测量值之间的巨大偏差。Kim 等人[6]提出了一种更详

细的反应机理，其中包括了 19 步 H2-O2 燃烧反应和 19 步含氯化合物相关反应以及 5 步

SiCl4水解反应，基于该机理的数值模拟结果虽然精确了很多，但由于机理中忽略了高温

下SiCl4的氧化反应，在2700 K以上的高温环境中的产物预测仍与实验结果有一定偏差。

Moore 等人[7]针对低压下的 H2-O2-SiCl4火焰体系中提出了详细的反应机理，该机理采用

了 GRI 3.0 中的详细 H2-O2 燃烧机理以及 30 步的 SiCl4 反应机理，完整地描述了高温氢
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氧焰中 SiCl4的氧化水解过程。模拟得到的温度值与实验测量值较为接近，但在羟基（OH）

浓度的预测上还存在偏差，这表明该机理也存在一定的缺陷。通过整理总结已有的化学

反应机理，Huang 等人[8]得到了一种更为完整的反应机理，该机理由 H2-O2 燃烧反应、

SiCl4氧化和水解反应以及含氯化合物的相关反应三个部分组成，共包含 28 种组分与 69
步基元反应，并通过对冲火焰实验进行了验证，证明了该反应机理的准确性。

除去对反应机理的研究，部分学者针对合成炉内的传热传质过程也进行了相关研究。

Tao 等人[9]对 CVD 合成石英玻璃过程建立了一种耦合模型，他们先用 CFD 软件计算得

到了沉积表面附近的温度及速度分布，然后将其作为边界条件输入到 Chemkin 软件中，

从而能获得 OH、Cl 等气相组分的浓度分布。牛臣基[10]采用简化的 7 步反应机理对合成

炉进行了数值模拟研究，并探究了不同燃烧器结构对沉积面上温度的影响。Huang 等人
[11]综合考虑了湍流气体燃烧、SiO2颗粒的成核与生长、炉内辐射等现象，采用详细的 69
步反应机理，准确地描述了合成炉内部的温度及组分分布情况。这些研究揭示了高温合

成炉内的热量传递与组分输运特征，也证明了数值模拟方法在合成炉内温度及组分分布

预测方面的可行性与有效性。然而，值得注意的是，他们的研究主要集中在传统的立式

合成炉上，在这种合成炉中，沉积表面中心与边缘位置的温差往往能达到 200 ~ 300 K，

当石英玻璃锭尺寸进一步增大时，可能出现热应力急剧增大甚至石英锭塌陷等现象，造

成严重的性能和结构缺陷，因而更适合常规尺寸石英玻璃锭的生产。

随着技术的发展，现代工业对大尺寸高均匀石英玻璃的需求也越来越大。为了增大

合成石英玻璃的尺寸，国内外一些企业对在传统合成炉的基础上进行了结构改造，提出

了一种新型合成炉[12]。这种新型合成炉内置一个坩埚，不仅能在生产时提供更均匀的高

温环境，而且还能帮助石英玻璃锭在高温熔融状态下固定形状，因而更适合大尺寸（直

径大于 600 mm）合成石英玻璃锭的制备。新型沉积炉的结构改动巨大，不仅会影响炉内

的温度场和气体流场，还会影响沉积面上关键组分，如 OH 和二氧化硅（SiO2）浓度的

分布。其中较高的 OH 浓度会降低石英玻璃的热膨胀系数和光学均匀性，而 SiO2的浓度

分布也会直接影响沉积时颗粒的尺寸与石英玻璃的微观结构，进而对产品的机械和光学

性能产生巨大影响[13–16]。考虑到目前对新型合成炉还缺乏相关研究，有必要对其炉内的

传热传质过程进行探究，进一步指导实际生产过程。本文采用数值模拟方法，对新型合

成炉在制备大尺寸合成石英玻璃时的温度及组分分布情况进行了研究，对比分析了不同

气流入射条件对沉积面上温度和关键组分分布的影响，并进一步提出了改进方案。

1 物理和数学模型

1.1 物理模型

图 1 是新型合成炉的示意图，如图所示，新型合成炉主要由炉膛、坩埚、基板和燃

烧器等部分组成。其中，炉膛由耐火砖制成，用以减少氢氧焰燃烧时的热量损失，维持

炉内高温环境。坩埚由表面发射率较高的锆砖制成，在提供均匀的高温环境的同时，还

能帮助熔融石英玻璃锭固定形状，避免增大尺寸时受重力作用导致的塌陷。为强化燃料

和氧化剂的混合与燃烧效率，燃烧器采用了外径为 Db的八环燃烧器，包含 1 个中心管及

从内到外交替布置的 4 个环路氧气管和 3 个氢气管。在工作时，氢气和氧气从外环路射



入炉膛，形成高温扩散火焰，为 SiCl4 的反应提供必要的高温环境与中间产物。前驱体

SiCl4由氧气携带，从中心管射入，发生氧化水解反应后生成气相 SiO2，在过饱和状态下

成核生成 SiO2颗粒，接着跟随气流撞击在基板上形成熔融石英玻璃，未沉积的颗粒则随

燃烧废气一起从出口被排出。在整个过程中，基板以一定的速度旋转下降，使沉积表面

与燃烧器间的距离保持不变，从而保证石英玻璃的稳定连续生产。

图 1 新型合成炉示意图

1.2 数学模型

为保证计算效率和模型准确性，本文对模型做出以下假设：（1）将气体混合物视为

连续介质，并采用理想不可压缩气体模型；（2）由于 SiO2的饱和压力较低，而颗粒体积

分数较小，本文将 SiO2颗粒视为气体，且忽略颗粒对气流速度的影响。

由于燃烧器入口气流雷诺数超过 2000，气体流动属于湍流，其质量、动量、能量、

组分守恒方程及标准 k-ε 方程对应的 Favre 质量平均下的通用表达式可写作[17]：

ത߮෥ߩ߲

ݐ߲
+ ∇ ∙ (෥෥߮ݑതߩ) = ∇ ∙ (෥߮∇ܦ) + ܵ (1)

式中，上标“-”和“~”分别表示时间平均值和 Favre 平均值，φ在不同的守恒方程中分

别表示单位 1、速度（u）、焓（h）、组分质量分数（Y）、湍流动能（k）及湍流耗散率（ε）

等对应的变量。D 表示有效扩散系数，S 表示对应源项。

为描述辐射热源项 Sq，本文采用离散坐标法（DOM）来求解辐射传递方程：

∇ ⋅ qܵ
തതത= −(ܚ)bܫቈ4πߙ න (ܛ,ܚ)ܫ

Ω′ୀ4π

቉dΩ′ (2)

∇ ⋅ [ܛ(ܛ,ܚ)ܫ] = −(ܚ)bܫߙ +ߙ) (ܛ,ܚ)ܫ(scߪ +
scߪ

4π
න (′ܛ,ܛ)൯Φ′ܛ,ܚ൫ܫ

4π

0

dΩ′ (3)

式中，r 为位置矢量，s 和 s’分别为出射和入射方向矢量。Ib 为黑体辐射强度，α为吸收

系数，σsc 为散射系数，Ф 为从入射方向到出射方向散射辐射能的相函数，Ω’为立体角。

组分守恒方程中的化学反应源项 Sc可以采用有限速率模型进行求解[18]：
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式中，下标 i 表示第 i 个组分，r 表示第 r 个反应，f 和 b 分别表示正向反应与逆向反应。

Mw为摩尔质量，NR为总反应数，R 为摩尔生成速率，Γ为反应中第三体物质对反应速率

的影响常数，v’和 v’’分别表示组分作为反应物和生成物时的当量系数，η’和 η’’分别表示

对应的反应级数，C 为组分的摩尔浓度。k 为反应速率常数，可用 Arrhenius 公式计算:

݇= −expቆߚܶܣ
aܧ

ܴgܶ
ቇ (6)

式中，A 为指前因子，T 为温度，β为温度指数，Ea为反应活化能，Rg为理想气体常数。

为保证数学模型的顺利求解，还需要提供初始条件和边界条件。在燃烧器入口，设

定了恒定质量流量的入口条件，且入口气流温度被设为 300 K。在排气口处，设定了恒

定压力出口条件，其表压力设为-30 Pa。在气相与固相的交界面上，速度与组分边界条件

分别设为无滑移与零扩散通量条件；热边界条件则有不同，在炉壳表面设置为绝热条件，

而在基板表面，则设置为耦合传热条件，其热通量由热对流和热辐射共同影响[19]：

=ܶ∇sߢ− ℎt൫ܶ s − gܶ൯+ ݍ
rad (7)

式中，下标 s 和 g 分别表示气相和固相。κ为导热系数，ht为对流换热系数，qrad,为辐射

热流密度。

1.3 数值模型

本文采用基于有限体积法的计算流体力学（CFD）软件，Ansys Fluent 来求解上述数

学模型。考虑到新型合成炉炉膛与燃烧器结构的对称性，本文选取图 1 的右半部分为计

算域，采用二维轴对称模型对其进行模拟。计算域网格由 Ansys Mesh 软件划分，在燃烧

器入口及固体壁面附近进行了加密处理，最终质量满足网格独立性要求。

在模拟中采用了压力求解器，其中速度与压力耦合采用了 SIMPLE 算法，压力和对

流项分别采用标准格式和二阶迎风格式进行离散，线性项则采用 Gauss-Seidel 方法进行

迭代求解。为准确预测合成炉内的温度和组分分布，模拟采用了包含 28 种组分与 69 步

基元反应的详细化学反应机理[8]。描述反应用的有限速率模型采用了刚性求解器求解，

并用自适应建表法（In-situ adaptive tabulation, ISAT）加速计算。模型中气体的反应动力

学参数和热力学参数由文献[6,7]或 NIST-JANAF 表获得；混合物吸收系数采用灰气体加权

求和模型（Weighted sum of the gray gases model , WSGGM）计算，其它热物性参数采用

混合定律计算；固体的相关热物性参数则从文献[17]获得。



2 结果和讨论

2.1 参考工况

对于合成炉，我们关注的重点主要包括炉内的温度和关键组分（OH 和 SiO2）的分

布情况。为了展示这些基本特征，我们首先设置了一个参考工况，其中 SiCl4的质量流量

为 0.4 g/s，O2 的总质量流量为 6.43 g/s，从内环到外环分别为 0.79、1.48、2.25 和 1.80
g/s，H2的总质量流量则由氢氧当量比决定，在该工况中氢氧当量比被设为 1。

如图 2（a）所示是炉内的流场分布情况。由于质量流量较大，入射气流具有较大的

初始速度。其中从中心喷嘴射入的 SiCl4气流速度较快，以避免生产时造成喷嘴堵塞；第

二环入射的氧气速度同样较快，其作用是作为保护气体，避免喷嘴过热，同时限制产物

SiO2的扩散，以提高沉积效率。其它环路入射的氢气与氧气则相对较慢，以提高其混合

及燃烧的效率。气体混合物射入炉膛后先是竖直向下流动，撞击在基板中心位置，形成

一个滞留区，然后在坩埚斜壁面的导流作用下转向上流动，其中部分气体回到炉膛上部，

形成两个对称的涡流。气体混合物最终都从出口被排出。

图 2（b）展示了炉内的温度分布情况。由于 H2和 O2的混合燃烧，在炉膛中心形成

了高温射流火焰，温度最高达到 3060 K，且径向温度梯度较大；而炉膛其它位置的温度

虽然相对更低，但更为均匀，这可能也是炉内高温气流循环流动所导致的。

炉内的 OH 和 SiO2 组分分布分别如图 2（c）、（d）所示。从图中可以看出，OH 的

分布与温度分布规律类似，主要集中在 H2-O2混合燃烧的高温火焰面上，这也反映出 OH
分布对温度的依赖性。而受限于周围气体，SiO2则主要聚集在中心区域，在轴向方向上，

SiO2浓度先增大后减小，这可能是因为 SiO2的氧化水解反应都是吸热反应，随着远离喷

嘴出口，炉内温度越来越高，SiO2的生成速率也逐渐提高；而在火焰下游，受到炉内流

场的影响，SiO2组分在径向上的扩散效应更为明显。

图 2 新型合成炉内：（a）速度分布，（b）温度分布，（c）OH 组分浓度分布，（d）SiO2 组分浓度分布



图 3 沉积面上的温度及组分径向分布

炉内的特征进一步影响了沉积面上的温度与组分分布，这直接影响了石英玻璃产品

的质量。如图 3 所示，是沉积面上温度及 OH 与 SiO2组分的分布情况，可以看出，它们

都呈现出单峰分布趋势：在沉积面中心位置达到最大值，并沿径向方向递减，在靠近边

缘处最小。其中温度最大值为 2073 K，最大温差为 109 K；OH 浓度最大值为 0.234 mol/m3，

最大浓度差为0.218 mol/m3；SiO2浓度最大值为0.055 mol/m3，最大浓度差为0.022 mol/m3。

2.2 气流入射条件的影响

气流入射条件会显著影响炉内的速度、温度及组分分布情况，并进一步对沉积面上

的温度和组分分布造成影响。本文接下来将研究不同气流入射条件对沉积面上温度及组

分分布的影响。为方便进行对比，所有工况都在参考工况的基础上进行调整：研究 H2-O2

当量比影响时，保持其他气体流量不变，只调整 H2质量流量；研究 H2-O2质量流量影响

时，保持其当量比和 SiCl4流量不变，同时改变 H2及 O2的流量；而研究前驱体 SiCl4质
量流量影响时，则保持 H2和 O2流量不变，只改变中心喷嘴的 SiCl4质量流量。

2.2.1 H2-O2当量比 ϕ的影响

如图 4（a）所示，随着当量比增大，沉积面上的温度先升高，在 ϕ = 1.25 时达到最

大值；而随着当量比继续增大，沉积面上温度反而稍有降低。这是因为当量比较小时，

合成炉内氢气匮乏，难以提供足够高的温度，当 ϕ = 0.5 或 0.75 时，沉积面上平均温度

分别为 1658 K 和 1822 K，低于石英玻璃的软化温度（1858 K）[20]，此时会造成沉积面

的不光滑和翻泡现象，导致严重的结构缺陷，因此在实际操作中不可采用；而当量比较

大时，过量的 H2无法完全反应，反过来也会使炉温降低。最大温差则呈现出相反的变化

规律，即随着当量比增大，沉积面上最大温差先减小后增大，这说明适当增大 H2-O2 当

量比，有利于提供高温均匀的合成环境。

图 4（b）、（c）分别展示了不同当量比下沉积面上的 OH 与 SiO2 分布情况。当 H2-
O2当量比大于 1 时，沉积面上 OH 的平均浓度和最大浓度差逐渐减小；SiO2的平均浓度

也随之减小，均匀性也有所降低。考虑到实际生产中的主要目标是在组分均匀分布的基

础上，尽可能减少 OH 浓度和增大 SiO2 浓度，因此需要适当地调小当量比。综上所述，

当量比略大于 1 时综合效果最好。
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图 4 不同当量比时沉积面上的温度及组分径向分布

2.2.2 H2-O2质量流量 Q1的影响

图 5（a）展示了不同 H2-O2质量流量 Q1下沉积面上的温度分布情况。随着 Q1的增

大，燃烧产生的高温火焰变长，炉内温度整体升高，沉积面上的平均温度也逐渐提高，

当 H2-O2质量流量超过参考工况的 75%时，沉积面上平均温度达到 1925 K，超过了石英

玻璃的软化温度（1858 K）；同时，由于高温气流的动量增大，沉积面边缘处受到的影响

也越来越大，沉积面上温度均匀性随之提高。

沉积面上的 OH 浓度分布如图 5（b）所示，作为 H2和 O2燃烧反应的产物，沉积面

上 OH 浓度随 Q1 的增大而增加，其分布均匀性则随之降低。沉积面上的 SiO2 浓度分布

如图 5（c）所示，当 Q1 由参考工况的 50%增大到 150%流量时，沉积面上的 SiO2 平均

浓度不断降低，其分布均匀性则略有提高。一方面，H2-O2质量流量较大时，反应产生的

H2O 组分较多，使得 SiCl4水解反应占主导地位，从而产生了更多的其它含硅中间产物；

另一方面，更大的气流速度使得这些含硅中间产物来不及充分反应转化为 SiO2组分，从

而导致了沉积面上 SiO2浓度的降低。综合考虑上述影响，应适当地降低H2-O2质量流量。

图 5 不同 H2-O2质量流量下沉积面上的温度及组分径向分布

2.2.3 前驱体 SiCl4质量流量 Q2的影响

图 6（a）为不同 SiCl4 质量流量 Q2 下沉积面上的温度分布情况。随着 Q2 由 0.2 g/s
增大到 1.6 g/s，沉积面上温度持续下降，这是因为前驱体 SiCl4比热容和密度较大，导致

了混合气体比热容等物性参数的增大；同时，SiCl4的氧化水解反应都是吸热反应，这两

者共同作用，导致了沉积面上温度的降低。然而相对于 H2-O2燃烧放出的热量，SiCl4反

应吸收的热量比例较少，因此温度下降的幅度也较小，当 Q2由 0.2 g/s 增大到 1.6 g/s 时，

沉积面上平均温度由 2002 K 降低至 1965 K，温度都在石英玻璃软化温度之上。

图 6（b）、（c）分别展示了沉积面上的 OH 和 SiO2组分分布情况。如图所示，沉积

1 2 3 4 50

1500

1700

1900

2100

2300

T
(K

)

径向距离X/Db

ϕ = 0.50 ϕ = 1.25
ϕ = 0.75 ϕ = 1.50
ϕ = 1.00

(a)

1 2 3 4 50

0.05

0.10

0.15

0.20

0.25

0.30

0

C
O

H
(m

ol
/m

3 )

径向距离X/Db

ϕ = 0.50
ϕ = 0.75
ϕ = 1.00
ϕ = 1.25
ϕ = 1.50

(b)

1 2 3 4 50
0.01

0.02

0.03

0.04

0.05

0.06

C
Si

O
2
(m

ol
/m

3 )

径向距离X/Db

ϕ = 0.50
ϕ = 0.75
ϕ = 1.00
ϕ = 1.25
ϕ = 1.50

(c)

1 2 3 4 50

1300

1500

1700

1900

2100

2300

T
(K

)

径向距离X/Db

Q1 = 50% Q1 = 125%
Q1 = 75% Q1 = 150%
Q1 = 100%

(a)

1 2 3 4 50

0.05

0.10

0.15

0.20

0.25

0.30

0

C
O

H
(m

ol
/m

3 )

径向距离X/Db

Q1 = 50%
Q1 = 75%
Q1 = 100%
Q1 = 125%
Q1 = 150%

(b)

1 2 3 4 50

0.02

0.04

0.06

0.08

0.10

0.12

0.14

C
Si

O
2
(m

ol
/m

3 )

径向距离X/Db

Q1 = 50% Q1 = 125%
Q1 = 75% Q1 = 150%
Q1 = 100%

(c)



面上 OH 的浓度大小与分布趋势几乎不受影响。与之相反，SiO2组分的分布则有明显变

化：随着前驱体 SiCl4 流量的增大，沉积面上的 SiO2 浓度不断增大，最大浓度差也随之

增大。值得注意的是，当 SiCl4流量超过 0.8 g/s 后，沉积面上的 SiO2浓度增长趋势逐渐

变缓，这说明持续增大 SiCl4质量流量并不始终有利于产量提高，当 Q2超出某一范围后，

SiCl4 无法完全反应并转化为 SiO2 产物，这反而会导致沉积效率的下降和原料的浪费。

因此，可考虑在参考工况基础上适当提高 SiCl4质量流量以提升 SiO2产量。

图 6 不同前驱体 SiCl4质量流量下沉积面上的温度及组分径向分布

2.3 改进的进气工况

根据对上述结果可以发现：适当地增大 H2-O2 当量比、降低 H2-O2 质量流量或增大

前驱体 SiCl4质量流量，可以获得足够的高温环境，并且能降低沉积面上 OH 浓度、提高

SiO2浓度，从而改善合成环境。据此，本文进一步提出了一种改进的进气工况：在参考

工况的基础上，将 H2-O2当量比提高至 1.1，H2-O2质量流量降低至原来的 90%，SiCl4质

量流量提高至 0.6 g/s。改进工况与参考工况下沉积面上的温度及组分分布对比如图 7 所

示，可以发现，与参考工况相比，在改进工况下，沉积面上的平均温度由 1977 K 提升至

2000 K，提高了 1.1%；OH 平均浓度由 0.039 mol/m3降低至 0.015 mol/m3，下降了 61.5%；

SiO2 平均浓度则由 0.035 mol/m3 提升至 0.053 mol/m3，提高了 51.4%。这表明改进工况

下，合成温度与 SiO2产量更高，而 OH 杂质含量显著降低，合成环境得到明显改善。

图 7 改进工况与参考工况下沉积面上的温度及组分分布对比图

3 结 论

本文采用数值模拟方法对大尺寸高均匀石英玻璃制备用的新型合成炉进行了数值

模拟研究。研究首先揭示了合成炉内的热质输运特征，发现高温区域及关键组分（OH 及
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SiO2）主要集中在炉膛中央，这对沉积面上的温度与 OH 及 SiO2组分分布也产生了影响，

它们都表现出从沉积面中心到边缘单调递减的分布趋势。本文接着探究了气流入射条件

的影响，结果表明，适当地增大 H2-O2当量比、降低 H2-O2质量流量或增大前驱体 SiCl4

质量流量，可以改善合成环境。据此本文进一步提出了一种改进的进气工况，即：将 H2-
O2当量比提高至 1.1，H2-O2质量流量降低至原来的 90%，SiCl4质量流量提高至 0.6 g/s，
此时沉积面上的平均温度和 SiO2 组分浓度分别提高了 1.1%和 51.4%，而 OH 杂质浓度

降低了 61.5%，合成环境得到明显改善，这对于大尺寸高均匀石英玻璃实际制备过程中

的工艺改进有着重要的参考价值。本文在模拟中暂未考虑颗粒生成的影响，这一点将在

后续工作中进行研究。
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摘要：试剂混合在微流控的应用中至关重要。然而，微混合器中流体的流动往往是层流，混合效果不

佳。采用电渗流作为驱动方式，并在通道壁面设置异质电势，是提升微通道试剂混合效果的一种有效

方法。此外，微流控常用于分析生物流体，其具有粘弹特性。本文对带异质电势障碍物的微通道中粘

弹性流体的混合特性进行了模拟研究。矩形障碍物改善混合的效果最好。增加障碍物的长度和高度，

可提升混合效率，但混合达到稳定所需的时间也更长。

关键词：微流控，非牛顿流体，电渗流，非均匀电势，混合效率

0 前言

芯片实验室（LOC）试图使用体积小的芯片使分析设备小型化。在微流控中，试剂

混合十分重要。以较短的混合长度获得较高的混合效率是微混合领域的研究目标之一。

然而，微混合器中流体的流动往往是层流，难以产生湍流，混合效果不佳。采用电驱动，

在微通道中形成电渗流，并在通道壁面设置异质电势，是提高微通道试剂混合效果的一

种有效手段[1-3]。

近年来，通道障碍物以及通道本身几何因素在微混合器中的应用引起了广泛的关

注。Tang 等[4]数值研究了简单微通道中横栏、壁面对称和非对称 zeta 电势分布对混合时

间和效率的影响。结果表明，zeta 电势的对称分布比非对称分布更能提高混合效率。微

通道中嵌入障碍物在不增加混合时间下提高了混合效率。Qaderi 等[5]发现均匀电势下改

变三角形障碍物的高度会提高混合效率，而改变三角形障碍物的位置和长度混合效率没

有显著改变。但在异质电势下，增加三角形障碍物的长度会导致涡流大小发生变化，从

而提升混合效率。此外，电势分布会影响通道中的流场以及混合性能。Saleel 等[6]对带有

三角形障碍物的微通道中的电渗压力流动和混合进行数值研究。分析表明，增加障碍物

的数量不仅扩大了两种物质之间的界面接触面积，而且增加了混合时间，因此提高了混

合效率。Basati 等[7]发现在均匀电势下收缩通道混合效率高，质量流量低，而发散通道

则相反。采用异质电势时，在较高的电势比下，增加缩放比可以提高质量流量，但混合

性能也会下降。而在较低的电势比下，几何结构的影响几乎可以忽略不记。

以上研究的对象主要是牛顿流体。而微流控的检测对象通常是生物流体，其表现出

粘弹特性。Yang 等[8]对 PAA（聚丙烯酸）溶液在异质电势微通道中的电渗流动混合进行

数值模拟。结果表明，Weissenberg 数（Wi）越大，通道中的流动越不稳定，涡流在不

断变化，并且混合效率也会随着时间波动。然而，该研究中未针对不同的障碍板结构进



行分析。本研究以粘弹性流体（PAA 溶液）为对象，将异质电势与微通道中障碍物几何

特性相结合进行研究，探寻在异质电势下几何因素对电渗流动混合的影响机理，将主动

方法与被动方法相结合从而更好地提升微混合器的混合效果，为开发高效微混合器提供

理论基础。

1 数值模型

1.1 几何结构

研究对象为表面光滑的微通道，如图 1 所示。通道的高度为 2H，长为 L，在通道

的上下壁面分别安装高度为 H0，长度为 L0的障碍物。障碍物分别位于距离通道入口 L1 =
6H 和 L2 = 10H 处，并且在障碍物表面为异质电势。两种溶液分别从入口 A 和入口 B
流入微通道，并在通道内进行混合。其中一种溶液中含有一种浓度为 C0的物质，另一种

溶液中不含该物质。向溶液中加入 PAA 形成粘弹性流体。假设电极被放置在通道的入口

和出口，并沿通道施加恒定电压。如图 1（a）所示，两种流体用红色和蓝色箭头表示。

微混合器的进出口均为常压，通道内无压力梯度。仿真中所使用的几何和物理参数如表

1 所示。采用直角坐标系 O-xy，x 轴为通道长度方向，y 轴为通道高度方向，原点固定在

通道入口的底角。计算中所使用的网格示意图如图 1（b）所示，在通道壁面和障碍物表

面进行了网格加密。

图 1（a）带有障碍物的异质电势微通道 EOF 示意图；（b）网格分布示意图

表 1 物性参数

符号 参数 值

e 电子的电荷量 (C) 1.6021×10-19

2H 微通道高度 (μm) 20 

L 微通道长度 (μm) 200 

H0 障碍物高度 (μm) 2 

L0 障碍物长度 (μm) 20 

ρ 密度 (kg/m3) 1000



kb 玻尔兹曼常数 (J/K) 1.38×10-23

ε0 真空介电常数 (F/m) 8.854×10-12

εr 介质的介电常数 80
T 绝对温度 (K) 300
ζc 通道壁面的 zeta 电势 (mV) -20
φin 入口外加电压 (V) 15
φout 出口外加电压 (V) 0
D 扩散系数 (m2/s) 1.52×10-11

在分析中使用如下合理的假设：

（1）流动被认为是二维的、稳定的、不可压缩的。

（2）离子对流场的影响可以忽略不计。

（3）焦耳热对流场的影响可以忽略不计。

1.2 控制方程

（1）Laplace 方程

总电势 Ф由 EDL 电势 ψ和外加电场诱导电势 φ线性叠加得到。总电势所产生的电

场强度 E 为：

（1）

外加电场电势由 Laplace 方程控制：

（2）

（2）Poisson-Boltzmann 方程

假设离子服从 Boltzmann 分布，则 EDL 中的电势分布为：

（3）

（3）带电驱动力项的 Navier–Stokes 方程

外加电场诱导的非牛顿电解质溶液的稳态输运服从质量守恒和动量守恒方程：

（4）

（5）

其中，u 是速度，ρ是密度，p 是压力，ηs是溶剂的动态粘度，τ 是粘弹性流体的应

力张量，E 是电场强度。

（4）组分输运方程



为了得到浓度场，求解组分输运方程如下：

（6）

其中，C 为组分浓度，D 为扩散系数。

为了定量分析微通道任意截面的混合程度，我们将混合效率定义为 ME，其表示为：

（7）

其中， C∞ = 0.5 和 C0 = 0 (或 1)分别为完全混合和完全未混合的浓度。H 为通道高

度的一半。

1.3 边界条件

（1）在通道入口（x = 0）：

（8）

（2）在通道出口（x = L）：

（9）

（3）在通道壁面：

（10）

其中，φin为入口电压，φout为出口电压，n 为曲面上的法向单位向量。

1.4 数值验证

为了验证本研究中的数值模型，将计算结果与 Biddiss 等[9]的实验结果进行了比较，

结果吻合较好，具体见此前的研究[8]。

2 结果分析

2.1 障碍物形状

在本节中，通过在直通道中设置三种不同形状的障碍物，并和直通道不添加障碍物

的情况进行了对比，以此来探究障碍物形状对微通道电渗流流场和强化混合的影响。图

2 为不同通道几何模型及电势（psi）分布。通道上下壁面分布恒定电势 ζc = -20mV，在

障碍物表面以及简单直通道下壁面 60~80μm 和上壁面 100~120μm 处设置异质电势 ζw =
40mV。



图 2 直通道及不同障碍物形状微通道模型示意图及电势分布

图 3 显示了 200 ppm 的 PAA 溶液在外加电场强度为 15V 时，不同微混合器在通道

不同截面的混合效率。当溶液流经异质电势所在的壁面时，混合效率会先下降，在涡流

产生处混合效率降到最低，然后在涡流的下游混合效率又会急剧上升。通过曲线的斜率

可以看出，由于涡流所导致的混合效率的提升是明显高于溶液自然扩散的。并且，在通

道中添加障碍物之后，混合效率提升的幅度相较于简单直通道更大。尤其是在溶液流经

第二个涡流下游之后，带有矩形障碍物的微通道混合效率是最高的。然后流体继续向通

道出口移动，溶液继续混合，混合效率进一步提高，但是提高的趋势比较平缓。在通道

的出口，简单直通道的混合效率为 60.71%。带有障碍物的微通道要比不带障碍物的微通

道混合效率更高，三角形障碍物和弧形障碍物的混合效率分别为 71.34%和 67.78%。带

有矩形障碍物的微通道混合效率最高，达到了 75.47%。

图 3 不同微混合器沿通道长度方向的平均（t = 15~20s）混合效率

图 4 为不同障碍物形状下浓度分布云图和流线图。当流体流经异质电势壁面时，会

产生涡流，这个涡流的中心并不在异质电势的中心位置，而是稍向后延伸。并且从图中

可以看出，当通道中添加障碍物时，这个涡流的尺寸相较于简单直通道来说会更大，对

于涡流的测量结果如表 2 所示。简单直通道的涡流尺寸最小，并且涡流的位置也更加远

离通道中心。矩形障碍物的涡流尺寸最大， 涡流位置也更加靠近通道的中心轴线。涡流

的尺寸越大，强化混合的效果就越好。从通道出口的浓度分布来看，简单直通道流体的

分层现象还是比较明显，当通道中设置了障碍物，出口的浓度分布相对更加均匀，说明



混合效果也更好。

表 2 不同形状障碍物的涡流尺寸及涡流位置

障碍物形状 简单直通道 矩形障碍物 三角形障碍物 弧形障碍物

涡流尺寸 1.45 1.73 1.56 1.45
涡流位置 (μm) 5.70 3.15 3.67 4.16 

图 4 通道中不同形状障碍物的浓度云图及流线图：（a）简单直通道；（b）矩形障碍物；（c）三角形障

碍物；（d）弧形障碍物

从图 4 可以看出，涡流的中心位置都不在障碍物的中心，尤其是对于三角型障碍物

来说，涡流的中心并不在三角形的顶点，而是在三角形的右边。为了解释这个原因，我

们以三角型障碍物微通道为例，得到了速度分量 ux、uy的云图如图 5 所示。从图中可以

看出，尽管我们在三角型障碍物的两条边上都布置了异质电势，但是只在右侧边上存在

较大的速度梯度。当流体到达三角型障碍物的左侧边时，即图 5 中的 S 区域，在惯性力

的作用下，流体会继续沿着通道流动。这样在三角型左侧边就会抵消一部分由异质电势

产生的反向速度，导致速度梯度只存在于三角型的右侧边，因此涡流中心也位于右侧边。

图 5 带有三角形障碍物通道速度分布：（a）ux；（b）uy

图 6 为不同通道出口流体的主流速度分量 ux 及浓度分布。在通道壁面附近双电层

内带电离子在电场力的作用下速度迅速增大。在粘性力的作用下，离子的运动又带动溶

液的运动，速度向着通道中心逐渐减小，在通道的中心轴线上速度达到最小。简单直通

道由于没有障碍物的存在，压降损失最小，因此出口的平均速度最大。带有矩形障碍物

的通道出口速度最小。从图 6（b）可以看出由于带有矩形障碍物的通道出口速度较小，

溶液在通道中具有更长的混合时间，因此出口浓度更加均匀。



图 6 不同通道出口溶液的主流速度分量（a）及浓度分布（b）

2.2 障碍物尺寸

在上一节的研究中我们发现，在通道中设置障碍物可以起到强化混合的作用，并且

障碍物的形状也会影响到微通道混合器的混合质量。在这一节中，我们以带有矩形障碍

物的微通道混合器为例，探究异质电势矩形障碍物的尺寸（高度和长度）对于电渗流动

及混合的影响。

首先我们研究障碍物长度对于电渗流动和混合的影响。设置矩形障碍物的高度为

2μm，障碍物的长度分别为 10μm、15μm、20μm、25μm、30μm。并且障碍物表面为异

质电势，ζw = 40mV。图 7（a）为不同微通道混合效率随时间的变化。障碍物的长度越

长，在通道出口处的混合效率越高，并且混合达到稳定所需要的时间也越长。从图中可

以看出，障碍物长度为 10μm、15μm、20μm、25μm 的微通道混合效率是迅速上升然后

降低最后趋于稳定的趋势。障碍物长度为 30μm 的微通道混合效率是逐渐升高然后趋于

稳定。图 7（b）为不同障碍物长度微混合器通道截面在 15-20s 内平均混合效率。在通道

的各个截面，障碍物长度为 30μm 的通道混合效率都是最高的。在第一个障碍物的上游，

每种微通道混合效率都会先下降，然后在经过障碍物后迅速上升。不同的是，障碍物长

度为 10μm、15μm、20μm、25μm 的微通道在第二个障碍物的上游混合效率仍然有下降

的趋势，而障碍物长度为 30μm 的微通道并没有这个现象，但是流体在流经第二个障碍

物之后混合效率的提升效果也比较有限。

图 7 微通道出口出混合效率随时间的变化（a）和不同截面的混合效率（b）

图 8 为不同障碍物长度下的浓度分布云图和流线图。从图中可以很明显的看出，在

相同的电势条件下，障碍物的长度越长，所产生的涡流就越强。当障碍物的长度为 10μm 

时，在通道的出口两种流体没有混合完全。在通道的上方流体浓度较高，在通道的下方



流体浓度较低。当障碍物的长度为 30μm 时，在第一个涡流范围内，流体有明显的混合。

两种流体在经过第二个障碍物之后就基本混合完全了。我们对第一个涡流的尺寸进行了

测量，测量结果如表 3 所示。障碍物长度从 10μm 增加到 30μm ，涡流的尺寸增加了一

倍多，并且涡流的位置也更加靠近两种流体的液面交界处。这也是障碍物长度越长，混

合效率越高的一个主要原因。

图 8 不同障碍物长度下微通道浓度分布及流线图：（a）10μm；（b）15μm；（c）20μm；（d）25μm；（e）

30μm  

表 3 不同长度障碍物的涡流尺寸及涡流位置

矩形障碍物长度 10μm 15μm 20μm 25μm 30μm 

涡流尺寸 1.10 1.39 1.73 2.13 2.45
涡流位置(μm) 4.40 3.73 3.15 2.68 2.12 

图 9 显示了障碍物长度对于通道电渗流速度的影响。图 9（a）为不同微通道障碍物

中心轴线的主流速度分量 ux。在近壁面处速度迅速增大，然后沿着通道中心逐渐减低。

障碍物长度越长，ux越小，但是在障碍物的中心，不同障碍物长度 ux差别不大。图 9（b）
为通道出口的主流速度分量 ux。在出口，障碍物长度的增加对于速度的影响还是比较明

显的。由于障碍物表面为异质电势，障碍物越长，异质电势所生成反向速度的区域就越

大，对于主流速度的阻碍作用越强，这也导致了 ux在不同长度障碍物通道出口有较大差

异。ux 越小，对于混合效率是有利的，流体在通道中有更多的混合时间，有助于充分混

合。但是，ux越小，混合完全达到稳定需要更长的时间，这对于流体快速混合是不利的。

图 9 （a）障碍物中心轴线；（b）通道出口主流速度分量 ux



图 10（a）为障碍物长度为 10μm 微通道在不同时刻的浓度分布，在 t= 0.5s 时，由

于第二个涡流在通道的上壁面附近，高浓度流体在流经第二个障碍物由于回流会延迟到

达通道出口，使得此时通道的出口上部分为混合较为均匀的混合流体，通道的底部为低

浓度流体，混合效率相对比较高。t= 1.0s 时，在通道的顶部高浓度流体已经流过回流区

域，逐渐流向通道的出口。此时在通道出口的顶部已经有少量的高浓度流体，因此混合

效率与 0.5s 时相比，稍有下降。t= 20s 时，高浓度流体已经到达通道的出口，此时通道

的顶部为高浓度流体，中间大部分区域为混合较为完全的混合流体，底部为低浓度流体。

t = 2.5s 时，流场已经达到稳定，混合效率基本上也不再变化。图 10（b）为障碍物长度

为 30μm 通道不同时刻的浓度分布。当流体经过第二个障碍物之后，流体已得到较好的

混合，没有明显的高低浓度流体分层现象。从图 9（b）截面的速度分布可以看出，通道

中心的速度是远小于通道近壁面的速度。尽管由于回流区域的存在，使得通道上部分流

体较晚到达通道出口，但是通道中间部分的混合流体速度更低，到达通道出口更慢。因

此混合效率并没有出现先升高再下降然后达到稳定的趋势，而是一直升高然后趋于稳定。

图 10 障碍物长度分别为 15μm（a）和 30μm（b）时通道在不同时刻的浓度分布

接着我们讨论障碍物的高度对于混合效率的影响。图 11 为障碍物长度为 20μm，高

度分别为 2μm、3μm、4μm、5μm、6μm 通道的混合效率。障碍物的高度越高，流体在

流经障碍物之后混合效率提升的越多。障碍物高度为 6μm 的微混合器，流体再流经第一

个障碍物之后，混合效率就已经达到 90%左右，以至于第二个障碍物对强化混合的作用

较小。从图 11（b）可以看出，障碍物每增加 1μm，混合达到稳定所需要的时间成倍增

加。当通道中障碍物高度为 2μm时，混合在 2s左右就已经达到稳定。当障碍物高度为 6μm

时，混合达到稳定需要 9-10s，混合效率达到了 99%，基本实现完全混合。4μm 障碍物

高度的微通道，与 2μm 相比，混合所需要的时间相差不大，但是混合效率提升了 15%左

右，达到了 90%。与 6μm 相比，混合效率较低，但是混合时间大幅度减少。



图 11 不同障碍物高度下沿通道长度方向的混合效率（a）和出口截面混合效率随时间的变化（b）

2.3 障碍物数量

由于微通道流动普遍存在极低的雷诺数，在微流控系统中几乎不可能实现湍流流

动。而在通道中添加横向激励是引起额外混合的一种很好的方法，这可以增强混合扩散

过程。在这一节中，我们在微通道中加入了数量不同的矩形障碍物，并在障碍物表面设

置异质电势（图 12），在通道中产生横向流动来增强微混合器中的混合过程。

图 12 不同障碍物数量微通道示意图及电势分布

图 13 为不同障碍物数量下沿通道长度的混合效率。当通道中只有 1 个障碍物的时

候，在经过这个障碍物之后，混合效率会急剧上升，在通道的后半段，混合效率缓慢上

升。当通道中有 2 个障碍物时，混合效率会有两次大幅提升的阶段，因此出口段的混合

效率比一个障碍物的高。但是经过第二个障碍物之后，混合效率提升的幅度没有第一个

障碍物提升的幅度大。并且在障碍物之后的直通道段，混合效率增长的速度跟一个障碍

物相比相对缓慢。通道中有 3 个障碍物时，在通道入口段混合效率提升较快。在经过前

两个障碍物之后，混合效率就接近 90%，经过第三个障碍物之后，混合效率并没有明显

提升。在障碍物之后的直通道段，混合效率保持稳定，不再提升。通道中有 4 个障碍物

时，通道入口段混合效率增长最快，出口段的混合效率反而降低。



图 13 不同障碍物数量沿通道长度的混合效率

图 14 为 t = 20s 时不同障碍物数量下通道中的浓度、速度分布及流线图。从图 14
（a）浓度分布图来看，当流体流经第一个和第二个障碍物后，在涡流的扰动作用下，浓

度分布会更加均匀。微通道中有三个障碍物时，流体在到达第三个障碍物之前，混合已

经较为完全了，因此第三个障碍物上异质电势所产生的涡流对于强化混合并没有太明显

的效果，这也是混合效率在经过第三个障碍物之后仅有小幅提升的原因。障碍物的数量

增加到 4 个之后，通道中绝大部分区域流体的浓度都比较低，说明在通道入口高度浓度

流体流动并不均匀，导致在整个通道中混合效率都比较低。图 14（b）是通道中速度云

图及流线图。从图中可以看出，随着障碍物数量的增加，主流速度减小，障碍物表面异

质电势所产生的涡流的强度逐渐增大。通道中具有 4 个障碍物时，由于涡流的强度过大，

高浓度流体入口甚至会产生回流的现象，这也导致了高浓度流体的流量降低，因此通道

中大部分为低浓度流体。



图 14 t = 20s 时不同障碍物数量下微通道中浓度分布（a）和速度分布及流线图（b）

在上文中我们提到，障碍物表面电势相同的条件下，数量越多，涡流强度越大，为

解释这个现象，我们提取了第一个障碍物中心轴线上的主流速度分量如图 15 所示。从图

中可以看出，障碍物数量不同时，其表面异质电势所产生的反向速度的大小差别不大，

并且障碍物数量越多，反向速度反而越大。同时，障碍物数量越多，流体在通道中流动

受到的局部阻力损失越大，障碍物表面异质电势产生的涡流也会影响主流速度。在多重

作用下，障碍物数量多的通道中主流速度会远小于障碍物数量较少的通道。由于涡流是

主流和障碍物表面反向流相互作用产生的，主流速度越小，反向流的作用越大，所产生

的涡流也就越大。因此，通道中具有 4 个障碍物时，第一个障碍物距离入口太近，涡流

强度过大，产生入口回流，影响了 A 入口高浓度流体的流入，通道中整体浓度比较低，

因此混合效率低。



图 15 不同障碍物数量下第一个障碍物中心轴线上的主流速度分量

3 结 论

本文研究了在异质电势下通道中障碍物及几何因素（形状、尺寸、数量）对电渗流

流动混合的影响。得到的主要结论如下：

（1）在通道中添加障碍物，障碍物上采用异质电势可以进一步提高通道的混合效

率。障碍物能够增加涡流的尺寸，并且会增加通道中流动阻力，减缓电渗流速度，使得

流体在通道中有更久的停留时间。不同的障碍物改善混合的效果不同，通道中采用矩形

障碍物相较于简单直通道，混合效率可以提升 14.75%。

（2）由于障碍物上分布异质电势，因此障碍物的尺寸会严重影响涡流的尺寸。以

矩形障碍物为例，增加障碍物的长度和高度，可以极大增加涡流的强度，使得溶液在通

道中有更长的流动路径，从而提升混合效率。然而障碍物尺寸越大，混合达到稳定所需

要的时间也越长。当障碍物的高度为 6μm 时，混合效率可以达到 99%，但是混合也需要

10s 以后才能达到完全。

（3）当通道中的障碍物数量从 1 个增加到 3 个时，混合效率会持续改善。障碍物

的数量越多，涡流越大。溶液在障碍物的下游，经过涡流作用之后，混合效率都会得到

提升，但是提升的幅度越来越小。障碍物的数量增加到 4 个时，涡流强度过大，会产生

入口回流现象，影响流体的流入，导致通道中流体浓度不均匀，混合效率较低。
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摘要：针对单一散热方式难以保证电池模组大倍率放电时的温度不均问题，本文提出风冷和相变材料

（PCM）的冷却耦合热管理方式，利用数值计算方法检测了该设计的可靠性，探究了系统风速、翅片

厚度和 PCM 用量对 4C 放电电池模组热管理性能的影响。结果表明，增大入口风速能有效地对正极

耳散热，并且能够降低最高温度，但过大的入口风速会增大最大温差；另外，增大翅片厚度和 PCM 量

可以显著降低最高温度，但过量的 PCM 会增大最大温差。

关键词：电池热管理；极耳；风冷；相变冷却1

0 前言

发展电动汽车的关键是研发动力电池[1]。锂离子电池因为具有能量密度高、循环寿命长

等优势而成为国内外研究的重点。然而，锂离子电池在充放电过程中，会产生非常多的热量，

若不及时处理，会使得电池温度升高，影响电池的充放电效率、使用寿命，甚至可能热失控，

发生爆炸[2]。此外，电池还受温差的影响比较大，若电池温差过大，将会导致电池容量衰减，

老化加速[3]。因此，开发有效的电池散热系统是非常必要的。

国内外研究人员采用实验或数值模拟的方法对锂离子电池的散热方式进行了大量研究，

开发出了空气冷却、液体冷却和 PCM 冷却等热管理方案。Park 等[4]设计了 5 种不同的通风

结构对电池进行冷却，结果发现采用在远离出风口的位置进行开孔的结构能够显著降低电池

组的最高温度，并且改善温度均匀性；Fan 等[5]分析了电池组中单体电池布置间距、空气流

量对于强制风冷热管理系统散热性能的影响。Zhang 等[6]在单体电池的两侧错列排列铝扁管，

并在铝扁管和电池之间插入了具有高导热性能的柔性石墨，结果表明，该方式可以很快地将

电池表面各处的热量导走。徐晓明等[7]采用实验的方法，研究了双进双出式的冷板液冷系统，

结果表明，其散热效果存在一个临界值。靳鹏超等[8]采用了石蜡-石墨复合 PCM 对电池组进

行散热，结果表明其能够很好地保证电池的温度性能。Khateeb 等[9]采用实验的方式，比较

了自然对流冷却、泡沫铝冷却、纯 PCM 冷却、泡沫铝和纯 PCM 复合冷却 4 种散热系统的

温度性能，结果表明，采用泡沫铝和纯 PCM 复合冷却的散热效果最好。

国家重点研发计划（2022YFE0207900）
国家自然科学基金（No.52176092）
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然而，目前所做的研究中，大部分是采用单一的冷却方式对电池进行散热[1-15]，这对于

正极耳产热不大时，可以有效地保障电池的温度性能，但当电池大倍率放电时，正极耳会产

生大量热量，严重增大单体电池的局部温度[16-17]，导致电池成组时采用单一的散热方式难以

保证电池模组整体温度性能[18]。因此，本文结合风冷和 PCM 冷却两种散热方式，提出了一

种空气-PCM 耦合的电池模组热管理系统，并采用数值模拟的方法，以电池的最高温度和最

大温差为评价指标，分析了电池 4C 大倍率放电情况下，该系统性能参数对于电池温度性能

的影响。本文的研究对于大倍率放电情况下电池组散热结构的设计及其工业应用有着重要的

意义。

1 锂离子电池的产热速率

1.1 锂离子电池内核产热速率

电池内核产热速率根据 BERNARDI 等[19]提出的模型计算，见式(1)。

b b
[( ) ] ( )I E I Eq E U T IR T

V T V T
 

    
 

（1）

式中，I 为充放电电流，放电时 I>0；Vb 为单体电池的体积；E 和 U 分别为开路电压和工作

电压；T 为电池温度；R 为内阻；∂E/∂T 为温度系数。

1.2 电池正负极耳产热速率

由于正负极耳为单一的铝或铜金属，因此产热规律符合焦耳定律，则其产热速率计算表

达式为：

22e e 2
e 2

e e

l
Q R II sq I
V V sl s




    （2）

式中，ρ 为正负极耳电阻率，正极材料（铝）和负极材料（铜）的电阻率分别为 2.83×10-8Ω·m

和 1.75×10-8Ω·m；s 为正负极耳横截面积。

2 电池模组仿真模型的建立

2.1 电池模组物理模型

电池模组结构如图 1 所示，10 块 10A·h 锰酸锂电池等间距排列，电池与电池间为铜导

热翅片，电池两侧为 PCM，在电池组的上顶面、左侧面和下底面布置有空气流道。电池内

核热量通过铜导热翅片传导至 PCM，被 PCM 吸收，空气由电池底部进入，掠过电池上顶

面，对正负极耳进行散热，同时也可以将电池表面和 PCM 的热量带走。电池模组的结构尺

寸同见图 1，其中 δ 为 PCM 的厚度，b 为翅片厚度。

图 1 电池模组纵断面剖视图（a）和电池模组 A-A 剖视图（b）
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Fig. 1 Longitudinal section cutaway view (a) and A-A cutaway view of battery module (b)

利用 ICEM 对电池模组进行几何建模和网格划分，并且对电池本体、正负极耳、翅片和

PCM 等重点关注区域进行网格局部加密。由于模型形状比较规则，因此所采用的网格类型

为结构化网格，电池模组的网格划分结果如图 2 所示，网格总数约为 220 万。

图 2 电池模组网格模型

Fig. 2 Grid model of battery module

2.2 控制方程

为了简化计算，对电池模组作以下假设：1）电池内部电解液不流动，忽略内部对流换

热；2）忽略电池内部和 PCM 的辐射作用；3）电池和 PCM 的物性参数均为常数，不受温

度影响；4）电池内部发热均匀；5）忽略 PCM 固液相变时的体积变化。基于此，电池模组的

控制方程如下。

电池内核的能量方程为：

2 2 2

b ,b 2 2 2p x y z
T T T Tc k k k q
t x y z


   

   
   

（3）

式中，ρb为电池密度；cp,b为电池比热容；t 为充放电时间；kx、ky 和 kz分别为电池长度、宽

度和厚度方向的导热系数。

电池正负极耳的能量方程为：

e ,e e e( )p
Tc k T q
t




   


（4）

式中，ρe 为正负极耳密度；cp,e 为正负极耳比热；ke 为正负极耳的导热系数；qe 为正负极耳

产热速率。

采用焓法[20]计算 PCM 的传热，则其能量方程为：

pcm pcm pcm pcm( ) ( )H u H k T
t

 


    


（5）

式中，ρpcm 为 PCM 密度；upcm 为 PCM 流动速度；H 为 PCM 总焓；kpcm 为 PCM 导热系数。

空气的连续方程、动量方程和能量方程分别为，

连续方程：

air air( ) 0u  （6）

动量方程：

air
air air air air air air( ) ( )u u u P u g F

t
   


      


（7）

能量方程：
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air ,air air( )p
Tc k T
t




  


（8）

式中，ρair 为空气密度；uair 为空气流动速度；P 为静压；μ 为动力黏度；F 为体积力源项；

cp,air 为空气比热容；kair 为空气导热系数。

2.3 边界条件

采用 FLUENT18.0 进行数值计算。电池模组的初始温度、环境温度和空气入口温度均设

为 34 ℃；空气入口为 Velocity-inlet，出口为 Pressure-outlet；电池、PCM、翅片、空气相互

之间的接触面均为耦合壁面；电池模组外壁面设置为绝热条件；电池以 4C 倍率进行放电，

时间步长设置为 1s，并通过用户自定义函数（User Defined Function，UDF）编写计算程序

定义电池内核和正负极耳的热源项；PCM 融化后为不可压缩流体，考虑重力的影响，且密

度采用 Boussinesq 假设。电池模组材料的物性参数见表 1。
表 1 电池模组材料物性参数

Table 1 Properties of battery module materials

物性参数 电池本体 空气 PCM[22] 正极耳/铝 负极耳/铜

密度/kg·m-3 2039.63 1.177 789 2719 8933

比热容/J·kg-1·K-1 1174.65 1006.43 1980 903 385

导热系数/W·m-1·K-1 kx=kz=2.61,ky=0.90 0.0242 16.6 238 398

相变温度/℃ — — 40 — —

相变潜热/J·kg-1 — — 185000 — —

3 结果与分析

3.1 模型验证

文献[21]对本文所研究的单体电池进行了实验测定，得到了单体电池的内阻和温度实验

数据。因此本文引用其内阻数据，编写了 UDF 程序对单体电池的产热速率进行定义，并对

单体电池的温度场进行了仿真模拟分析。环境温度为 27 ℃，电池以 1C 倍率在自然环境下

（放电仿真时设定电池表面自然对流系数为 5 W/(m2·℃)），监控电池侧面中央点的温度，仿

真结果与文献[21]中的实验数据对比如图 3 所示。

从图 3 可以看出仿真结果与文献中的实验数据基本吻合，最大相对误差仅为 0.8%，说

明本文的仿真结果具有非常高的可信度，根据文献[21]中的内阻实验数据所编写的电池产热
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图 3 仿真数据与文献[21]实验数据对比

Fig. 3 Comparison of simulation data and experimental data

UDF 程序可以用于之后对于电池模组的仿真，并且由于电池温度在测试的过程中存在自然

对流，因此空气与电池之间传热过程的计算模型也同时得到了验证。电池放电的大部分时间

里，仿真温度均要比实验温度稍低，这是因为测试的过程中，电池表面的对流散热条件是变

化的，而在仿真的时候，设定的对流换热系数为定值。

3.2 入口风速的影响

PCM 厚度 δ = 60 mm、翅片厚度 b = 3 mm、入口风速从 1 m/s 增加到 6 m/s 时，电池模

组的最高温度和最大温差随时间的演变如图 4 所示。从图 4(a)可知，风速为 2～6m/s 时，最

高温度首先快速升高，然后升高速度放缓，最后再次快速升高。这是因为刚开始放电时，电

池内核产热不大，电池模组的最高温度位于正极耳处（以 3 m/s 为例，如图 5(a)所示），并

且此时正极耳与空气的温差不大，相互之间几乎没有热交换，产热完全被自身所吸收，因此

最高温度快速升高；随着放电的进行，正极耳被空气带走的热量增多，最高温度的增速则放

缓；最后阶段，电池内核产热增加，热量在电池内部堆积，内核温度迅速升高并超过正极耳

温度成为了最高温度（如图 5(b)和 5(c)所示），并且由于其温度升高更快，因此电池模组最

高温度以更快的速度升高。风速为 1m/s 时最高温度没有再次快速上升阶段是因为风速过小，

正极耳被带走的热量非常少，电池模组的最高温度一直处在正极耳处（如图 6 所示），最高

温度没有发生位置转移所致。上述现象也说明，增大空气入口速度可以有效地对电池正极耳

进行散热。从图 4(a)还可发现，放电结束时，1 m/s 工况的最高温度达到了 45.9 ℃，超过了

45 ℃（电池最佳工作温度范围为 18～45 ℃[23]），而 6 m/s 时降低到了 44.6 ℃，这说明提高

入口风速能够一定程度上降低最高温度。然而，速度从 2 m/s 增加至 6 m/s 时，最高温度仅

下降了 0.3 ℃，这说明提高入口风速对于降低最高温度是有限度的。

由图 4(b)可发现，所有工况在放电的 120 s 左右最大温差均达到了峰值，然后又快速降

低，最后除了 1m/s 工况以外均又快速升高，并且风速越大，增长速度越快。这是因为电池

刚开始放电时，热量还未传导至电池表面，最低温度基本不变，而最高温度迅速增大，从而

导致电池组最大温差迅速增大；随着放电的进行，电池内核产热逐渐增大，热量逐渐到达电

池表面，最低温度开始上升，最大温差则开始降低；到最后阶段，由于最高温度再次快速升

高，并且电池表面相变材料开始融化，最低温度增长得比较缓慢，导致最大温差又快速升高；

风速越大，最大温差在最后阶段升高越快是因为风速越大，电池表面和 PCM 中的热量被带

走的就越多，使得最低温度增长得越慢，电池组最大温差也就升高越快。1 m/s 工况在最后阶

段最大温差没有明显的升高，可能是因为该工况在最后阶段时最高温度并没有像其他工况一

样再次快速升高，并且由于不同风速下电池模组的产热量是一样的，过小的空气速度使得空

气从进入电池箱开始，其温度即以比较快的速度升高，在流过最小温度所处位置时反而对其

进行了加热，导致即使之后相变材料开始融化，电池模组的最低温度增长幅度降低也不明显，

所以最大温差在最后阶段也就不会像其他工况一样有明显的升高。从图 4(b)还可发现，放电

结束时 6 m/s 的最大温差最大，达到了 6.4 ℃，超过了电池模组的最大允许温差 5 ℃[23]，而 2

m/s 时最大温差最小，仅为 4.3 ℃，但其有 26.7%的放电时间超过了 5 ℃，因此满足要求的只

有 3 m/s，此时最大温差为 4.9 ℃。综合图 4(a)和图 4(b)，取入口风速为 3 m/s 探究翅片厚度的

影响。
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(a) (b)
图 4 不同入口风速时电池模组的最高温度和最大温差变化情况

Fig. 4 Evolutions of maximum temperature and maximum temperature difference of battery module under

different inlet wind speeds

（a）90 s （b）690 s

（c）900 s

图 5 入口风速为 3 m/s 时电池模组不同放电时间点的温度云图

Fig. 5 Temperature contours under different discharge time points when the inlet wind speed is 3 m/s

（a）90 s （b）690 s
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（c）900 s

图 6 入口风速为 1 m/s 时电池模组不同放电时间点的温度云图

Fig. 6 Temperature contours under different discharge time points when the inlet wind speed is 1 m/s

3.3 翅片厚度的影响

PCM 厚度 δ =60 mm，翅片厚度 b 从 1 mm 增加到 6 mm 时，电池模组的最高温度和最

大温差随时间的演变如图 7 所示。从图 7(a)可以发现，随着厚度的增大，最高温度越来越低。

厚度为 1 mm 和 2 mm 时，放电结束的温度分别达到了 46.5 ℃和 45.5 ℃，超出了电池的最

佳工作范围；厚度为 3 mm 时最高温度为 44.8℃，已经处于最佳工作温度范围内。由图 7(b)

可知，不同厚度情况下，放电前 500～600 s 内，厚度越大，其最大温差越大，而之后情况发

生逆转，厚度越大，其最大温差越小。这是因为在放电后期，电池产热量急剧增加，翅片越

薄，翅片以显热储存的热量就越少，大部分热量被 PCM 吸收或者被空气带走，使得 PCM 的

温度达到相变温度，开始融化，从而以潜热吸收大量热量，同时也使得最低温度增长幅度降

低，导致了到放电后期厚度越小，最大温差越大的现象。从图 7(b)还可发现，厚度为 1 mm

和 2 mm 的条件下，放电结束后的最大温差分别为 6.3℃和 5.5℃。3～6 mm 的条件下，最大

温差均在允许温差范围内，并且 3 mm 时，其最大温差为 4.9 ℃，刚好满足要求。综合图 7(a)

和图 7(b)，同时为了减轻电池模组的重量以及节约材料，取翅片厚度为 3 mm 探究 PCM 用

量的影响。

图 7 不同翅片厚度时电池模组的最高温度和最大温差变化情况

Fig. 7 Evolutions of maximum temperature and maximum temperature difference of battery module under
different fin thicknesses

3.4 PCM 用量的影响

以 PCM 厚度 δ 来衡量 PCM 用量的多少，δ 从 0.5 mm 增加到 60 mm，入口风速取 3 m/s
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时，电池模组的最高温度和最大温差随时间的演变如图 8 所示。由图 8(a)可以看出，增大 δ

可以降低最高温度，但随着 δ 的增大，最高温度降低的幅度逐渐减小，当 δ 增加至 50 mm 和

60 mm 时，在放电最后的 200 s 左右，两种工况的最高温度随时间变化的曲线几乎重合，说

明进一步增大 PCM 的用量，对于降低最高温度已经没有太大作用。δ 为 0.5～40 mm 时，最

高温度均超出了 45 ℃，δ 为 50 mm 和 60 mm 时，最高温度为 44.8 ℃。由图 8(b)可知，δ 为

0.5～50 mm 时，δ 越大放电结束时的最大温差越小，并且在 40 mm 和 50 mm 时，两者的最

大温差基本相等，但 δ 为 60 mm 时，最大温差在放电的最后 200 s 逐渐超过了 50 mm、40

mm 和 30 mm，达到了 5 ℃。这是因为 δ 增加至 40 mm 和 50 mm 时，PCM 的量已经足够，

继续增大 δ，使得 PCM 的量过大，与 δ 为 50 mm、40 mm 和 30 mm 工况相比，同样多的热

量，δ 为 60 mm 时，温度增长幅度非常小，导致最低温度增长非常缓慢，而由图 8(a)细节图

可知 4 种工况在放电的后期最高温度增长速度差别不大，使得 δ 为 60 mm 的最大温差在放

电的后期较 δ 为 50 mm、40 mm 和 30 mm 时增长更快。从图 8(b)还可发现，δ 为 0.5～50 mm

的最大温差均在放电 120～240s 左右超过了 5 ℃，仅有 60 mm 时，在放电的整个过程中最

大温差没有超过 5 ℃。这说明增大 PCM 的用量可以在放电前期保证电池模组温度的均匀性。

图 8 不同 PCM 厚度时电池模组的最高温度和最大温差变化情况

Fig. 8 Evolutions of maximum temperature and maximum temperature difference of battery module under
different PCM thicknesses

4 结论

通过对电池模组仿真结果进行分析，证实了空气-PCM 耦合散热的电池热管理系统能够

有效地对电池正极耳散热，并且能够保证电池模组的最高温度和最大温差在最佳范围之内，

还可得出以下结论。

（1）增大入口风速能有效地对正极耳进行散热，当入口风速为 1 m/s 时，电池模组的最

高温度点位于正极耳处，而速度增加到 3 m/s 时，最高温度点已经转移到了电池中心位置。

（2）增大入口风速还能够降低电池模组最高温度，但随着入口风速进一步增大，电池模

组最高温度降低不明显，同时也会增大最大温差。风速从 1 m/s 增加到 2 m/s 时最高温度下

降了 1.3 ℃，而风速从 2 m/s 增大到 6 m/s 时，最高温度几乎没变，但最大温差却越来越大。

（3）增大翅片厚度可以显著降低电池模组最高温度，减小最大温差，但为了减轻系统重

量及节约材料，翅片厚度不宜过大，建议取翅片厚度为 3 mm。

（4）PCM 量越多，最高温度越低，但过量的 PCM，反而增大了最大温差。PCM 厚度为
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0.5～50 mm 时，PCM 用量越多，电池模组的最高温度越低，最大温差越小，但当 PCM 的

厚度为 60 mm 时，到放电的后期，最大温差迅速增大，并即将超过允许的最大温差。
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摘要：直接辐射太阳能粒子吸热器（SPSR）中，作为传热及储热介质固体颗粒的表面辐射吸收能力对吸热

器性能具有重要影响。为提升固体颗粒在太阳能全波段的吸收能力，综合考虑不同波段吸收性能的互补性

和经济性成本，构建氮化硅-碳化硅多元颗粒。在不同的质量分数比条件下，对多元颗粒样本的表面辐射吸

收特性进行实验研究。以此为基础，采用石英管 SPSR 模型，研究了这种双组分混合介质对粒子吸热器性

能的影响。结果表明，质量比为 5:5 的氮化硅-碳化硅颗粒介质在所研究的范围内具有最佳的宽频吸收能力，

对应的粒子吸热器出口温度达 1050 K，质量流量为 744 kg/s，吸收效率达到 57.54 %。使用氮化硅-碳化硅

多元颗粒为下一代聚光太阳能电站中吸热器传热介质的选择提供了思路。

关键词: 太阳能辐射；固体颗粒；传热介质；吸收率

0 前言

太阳能代表了人类能源低碳转型的发展方向，但面临转化效率低，以及不稳定波动、难

于利用等瓶颈问题有待突破。在太阳能的各种应用方式中，聚光太阳能热发电技术因一系列

优良特性而成为重要方向[1]。根据聚光器和吸热系统不同，可分为塔式、槽式、碟式和线性

菲涅尔式四种太阳能热发电技术[2]。其中，太阳能吸热器是将太阳辐射能转化为高温热能的

重要器件，是整个系统的核心部件，其性能直接影响发电效率[3]。而吸热器内传热介质的选

取对于吸热器性能的提升以及整个发电系统稳定性的提高都具有重要意义。

到目前为止，聚光太阳能发电技术中第一代至第四代传热介质分别为水/水蒸汽、导热

油、熔融盐和固体颗粒[4]。以水作为直接储热介质，很难增大容量；采用间接储热时不同温

度段的水蒸气焓值不均匀，传递过程热损失很大，所以以水/蒸汽作为传热介质的电站实现

大规模高效储热的技术难度很大。目前市场上应用最广泛的是导热油和熔融盐。导热油是可

燃、易挥发的液体，在较高工作温度下将汽化，限制了其高于 400 °C 的应用[5]；储热能力低

也是需要考虑的一个问题。目前熔融盐工作温度范围为 220-600 °C。它会在温度高于 600 °C
时分解，在温度低于 220 °C 时凝固[6,7]；熔盐在高温下变得不稳定，容易分解产生具有高度

腐蚀性的氧化物离子，对系统造成损坏。这些因素制约了熔融盐吸热器效率的进一步提高。

固体颗粒可以克服工作温度低和高温不稳定的缺点，研究表明固体粒子太阳能吸热器可以实

现 1000 °C 以上的高出口温度和高达数百度的温差，还具有以下优点：吸热器内固体颗粒同

时具有传热和储热的功能，并且材料成本较低；体系在高温下稳定；可驱动超临界朗肯循环

或超临界二氧化碳(sCO2)布雷顿循环，发电效率高达 40%~48%[8,9]。

作为传热/储热介质的固体颗粒的性质对吸热器的性能有很大影响，为了在商业水平上

实现固体颗粒吸热器的广泛应用，对固体颗粒材料的选择是吸热器设计中需要考虑的一个重

要问题。研究人员综合多方面因素考量，致力于寻找价格低廉、性质优良、容易获取并且环

保的颗粒材料。在吸热器和储热罐中，材料温度很容易达到 1000 °C，因此候选材料绝大多

数情况下仅限于无机非金属材料，如一些天然石材或陶瓷，这些材料在远超过 1000 °C 的温

基金项目：国家自然科学基金项目（批准号：52130607）



度下具有热稳定性[10]。Falcone 等人[11]鉴定出碳化硅、铝土矿、石英砂和硅玻璃是适合太阳

能聚光吸热器系统的材料。Tayeb[12]利用低成本循环利用废弃的陶瓷材料，研究了其在 CSP
应用中的适用性。Baumann 等人[13]研究天然颗粒和陶瓷颗粒材料，除了测量其热物理性质，

也测量了高温稳定性、机械性、流变性质的特征。Diago 等人[14]从阿拉伯联合酋长国沙漠的

不同位置采集了多个样本，并测量了相关的热物理性质和光学性质。研究发现，沙漠砂的比

热容为 0.79-1.08 kJ/(kg·K)，在高温环境下会出现不同程度的团聚现象，并且在 408 ℃和 635 ℃

附近出现两次质量损失，分别对应沙漠砂中氢氧化钙的脱水和碳酸钙的脱碳。Hellmann 等

人[15, 16]对球形烧结铝土矿和熔融锆石陶瓷材料进行了高温抗烧结性的测试，结果表明，加压

情况下静止的颗粒床 1100 ℃时会产生团聚现象，而无压力条件下抗烧结性能优异，可耐 1400℃

高温。

Kang 等人[17]评估了硅砂、石英砂、方石英、氧化铝、碳化硅、烧结铝土矿和橄榄石。

碳酸钙或碳酸钡较软的矿物不包括在内，这类颗粒在较高温度下 (≥900 °C) 出现运行不稳

定、破裂和磨损等问题。Falcone 等人[18]研究了一系列天然和合成材料作为候选介质，并且

展示了应用材料纯度、熔点、与环境的反应性以及在 1800-2400 K 温度范围内使用的标准。

对固体颗粒材料的选取标准是需要具有以下特性，以确保系统安全高效运行[19,20]:
(1) 耐热性好，温度超过 1000 °C 时颗粒不会烧结熔化，杂质含量较低，保证高温下不

发生共晶熔化；

(2) 良好的热物理性能，即固体密度高、导热系数高、比热容高，保证在一定温差范围

内具有较大的传热和蓄热能力；

(3) 可接受的健康和安全危害，以保障操作人员的健康；

(4) 高抗裂性，减少高温循环过程中颗粒的磨损，提高传热性能的稳定性；

(5) 对环境的影响小，特别是选择软颗粒时，因为它们容易磨损，导致粉尘污染；

(6) 固体颗粒成本低，储存量大。

然而，对于直接吸收吸热器内的固体颗粒材料。除了满足上述要求之外，颗粒材料的光

学吸收能力至关重要，计算分析表明，光谱吸收率对吸热器效率有着决定性的作用，对太阳

投入辐射的吸收能力决定了吸热器的光热转换效率，进一步影响 CSP 电站热力学循环的初

始温度与总电厂的效率[7]。但是天然、价格低廉的颗粒材料往往自身光学性质并不优越，如

砂子、铝土矿[21]等。研究人员发现通过对颗粒进行表面涂覆或掺杂金属氧化物、颜料等。

Siegel 等人[22]向商业支撑剂（主要成分是 Al2O3和 SiO2）中添加吸收颜料合成并表征了 140
种新型商业吸收剂。在 700 ℃下加热 500 小时后，总共有 12 种材料的吸收率大于 0.9，24
种材料的吸收率大于 0.85，其中的无机金属氧化物涂料如表 9 所示。而发射率变化很小，所

有材料的 α/ε的平均值为 1.16，只有四种材料的 α/ε大于 1.21。Gimeno-Furio 等人[23]利用炭

黑涂覆法和葡萄糖降解法将沙子涂成黑色，涂覆后的沙子的最高工作温度分别为 645 ℃和

441 ℃，光学吸收率增加了约 140%，比热容略有升高，而热导率稍有降低。炭黑涂覆法的

涂层更稳定，储存容量更高。这类处理手段使得颗粒材料吸收性质得到改良，进一步提高颗

粒介质的光捕获能力，从而进一步提高系统效率，减少定日镜场面积和储热系统成本[24]，但

相对地材料成本和制备难度也会进一步上升。

尽管对于热物理特性方面的研究已经相当完备，但是对颗粒的表面辐射吸收特性有关研

究则相对缺乏。本文主要从颗粒材料光学性能匹配角度出发，选取几种广泛使用的耐高温材

料，构建优良吸收性能的双组分多元颗粒，并以重力驱动的直接吸收石英玻璃管固体颗粒吸

热器为模型，计算了颗粒在吸热器内的最高温度、吸热器效率、质量流量，对二元颗粒样本

的性能进行综合评价。

1 直接吸收式粒子吸热器模型



1.1 石英管吸热器数值模型

本文采用中科院电工所提出的一种石英玻璃管固体颗粒太阳能吸热器(SPSR)模型[25]，

其布局如图 1 所示，包括位于顶部的颗粒分配器、位于底部的石英管束吸收区、用于固体颗

粒循环的提升机等。吸收区由内部含耐磨、耐火插件的石英管束组成。内插件可以选用机械

加工的金属材料或具有小膨胀系数的莫来石或堇青石等陶瓷。每个石英管与内插件形成一个

半环形固体颗粒流道。太阳能透过石英玻璃管照射在颗粒表面，颗粒由于重力作用通过流道，

同时吸收能量不断升温，通过玻璃管下方圆锥形料斗进入储热罐。石英管束中的薄颗粒层可

以保持移动颗粒的温度非常均匀，以避免在加热过程中被照射的一侧和面向内插件的一侧之

间出现过大的颗粒温度差异。

图 1 太阳能吸热器与热能储存系统的结合布局(1-粒子分配器，2-低温导流槽，3-吸

收段，4-绝缘材料，5-圆锥形料斗，6-高温导流槽，7-粒子收集器，8-高温斗式提升

机，9-热颗粒储存罐 10-热交换器 11-冷粒子储存罐，12-低温斗式提升机)[25]

图 2 石英玻璃管直接吸收能量传递模型[26]

其简化的能量传递模型如图 2 所示。石英玻璃管在太阳能光谱范围内透过率很高，大多

数太阳能被颗粒层捕获，导致玻璃管温度远低于颗粒层温度；高温下，相比于导热和对流，



辐射传热占主导；而且石英玻璃管径小，管束中的颗粒层近似看作平面。故对模型进行了如

下假设:
(1) 石英管外壁与外界空气之间只有自然对流换热。

(2) 忽略管内空气与管壁或颗粒之间的能量传递。

(3) 在垂直下落过程中，粒子与管之间的辐射换热近似等于两个平行平面之间的辐射

换热。

(4) 颗粒与管壁之间的热传导可以忽略不计。

通过颗粒层表面反射到石英管上的太阳辐射可以忽略，颗粒薄层的能量守恒方程为：
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其中 ,s qt 为石英管的太阳加权透过率， pQ 为粒子吸收的净能量， pT 和 qtT 为粒子和石英管

的平均温度，  p 和 qt 分别为颗粒和石英管的发射率， A表示吸热器的垂直加热区域面

积， 表示斯特藩-玻尔兹曼常数，5.67×10-8W/(m2‧K4)。
石英管的能量守恒方程：
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其中 ,s qt 为石英管的太阳加权吸收率， surT 和 skyT 为环境空气温度和晴空温度。

颗粒与管壁之间的对流换热有层流和湍流之分，判别流动状态的准则数为 Gr，对流换热

系数可表示为:
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其中Gr 表示格拉晓夫数（
3

2

ga tlGr



 ）；Pr 表示普朗特数； ref 表示空气热导率，W/(m·K) ；

L 表示特征长度，竖圆柱取高度，此处为管长，m。

粒子吸热器的效率定义为粒子净吸收热量与总输入的能量之比。稳态流动时，颗粒的

温度保持不变，吸热器热效率可以表示为：
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其中 mq 表示颗粒流量，kg/s； outT 表示出口处颗粒温度，K； inT 表示入口处颗粒温度；  pc T
表示颗粒的比热容。

本研究对粒子下落和辐射传热作了一些假设。将太阳辐射能看作平行入射，不考虑不同



方向投射到颗粒层的太阳能。此外，本研究假设颗粒对邻近颗粒不存在红外辐射。颗粒与石

英管壁存在辐射热交换，其传热面积可以等效为颗粒薄层的垂直投影面积。因此，一个简单

的辐射模型如下所述。当粒子幕下落通过石英管时，颗粒层在太阳光入射方向上吸收太阳光

并与石英管壁交换热量，在相反的方向上，由于温差很小，颗粒与内插件之间几乎不存在热

交换。

1.2 初始条件和边界条件

假设单位面积平均聚光太阳能辐射为 300 kW/m2，粒子的初始温度为 600 K。假设石英

管的太阳加权透过率和太阳加权吸收率分别为 0.935 和 0.065。石英管的热发射率近似看作

1。吸热器的受热面积为 1503 m2，石英管受热区域高度为 3 m，每个石英管的直径为 60 mm，

厚度为 5.25 mm。环境温度为 300K，晴朗天空温度为 273 K，发射率为 1。颗粒材料看作漫

灰体介质。假设石英管 SPSR 的设计热功率为 300 MWt。

2 多元颗粒光学性能实验研究

2.1 颗粒的匹配

考虑到多组分颗粒体系在太阳能吸收技术中的潜在应用，选取平均粒径为 100 μm 的氮

化硅和碳化硅粉末作为原材料，构建氮化硅-碳化硅的双组分多元颗粒样本。每个样品总质

量均为 10 g。两组原料所加入的颗粒质量比为 10:0、9:1、8:2、7:3、6:4、5:5、4:6、3:7、2:8、
1:9 和 0:10。采用 PBM-0.4 行星球磨机对不同质量比双组分样本进行充分混合。将一定质量

颗粒加入球磨罐中，在 800 rpm 运行 2.5 小时以充分混合。得到的具有不同质量比的样本如

图 3 所示。

图 3 不同质量比氮化硅-碳化硅的实际样本图

2.2 实验研究方案

2.1.1 吸收性能实验设计

考虑到多组分粒子系统在太阳能吸收技术中的潜在应用，对双组分多元颗粒样本的吸收

率进行了研究。目前对粉末及颗粒光学性质的测量主要采用两种方式。一种是采用反射探头

与光纤光谱仪，适用于反射率低、表面粗糙（反射光几乎是漫反射）的样品；另一种是采用

积分球搭配紫外-可见-近红外分光光度计，它的优点是具有积分球配置，可以收集样品的全

部漫反射、镜面反射光。但是，由于反射光透过石英视窗，光强不可避免存在损失。对于高

吸收率样品，反射光线功率低，样品反射光与样品视窗玻片的反射光相当（系统误差不可避

免），造成结果偏低。这种方法适用于反射率不太低的样品，对材料表面形态无要求。

本文考虑到构成每个样本的两种颗粒材料密度不同，若采用分光光度计，在底部由视窗

玻片构成的圆柱形样品室内填充混合粒子，密度大组分将下沉，导致测量结果趋向于接近密



度较大的粒子的反射率。为了解决这一问题，我们使用了反射探针和 QEPro XR 、NIR Quest
+ 2.5 近红外光纤光谱仪来实现混合粒子系统的非接触测量。

图 4 吸收率测量系统（1-可调支架，2-反射探头，3-光源，4-光纤光谱仪，5-计算机）

测量系统的示意图如图 4 所示。样品放置在可调支架的样品平台的中心。反射探头安装

在样品上方的采集平台上，探针由六根照明光纤和一根集束光纤组成。光纤的一端连接到激

发光源，另一端连接到光谱仪上。在实验测量中，光源的能量通过六根照明光纤到达样品表

面，反射光通过探针尖端中间的第七根光纤收集，然后进入光谱仪。光谱反射率数据采集使

用 OceanView 光谱软件进行。

2.2.2 实验参数设置

两个光谱仪都将多次扫描的平均时间设置为 10 次，积分时间分别为 8ms 和 50ms。光

源采用 HL-2000-FHSA 型卤素灯，光源波长范围覆盖太阳辐射波段。两台光谱仪的波长范

围分别为 200-950nm 和 900-2500nm，但是考虑到边缘波段由于探测器等影响测量结果波动

较大，应用波段范围设置为 380-2360nm。将颗粒样品视为不透明粒子层，通过 1 减去光谱

反射率，得到光谱吸收率。需要注意的是，测量样品之前需要使用漫反射标准进行校准，以

消除卤素灯和环境光谱对测试结果的影响。由于测量过程存在波动，为保证测量结果的准确

性，相同样品重复测试 3 次并将其平均值作为最终结果。

3 结果与讨论

3.1 太阳能光谱吸收率特性

测量的多元颗粒材料的光谱吸收率如图 4 所示。可以看出，测量的光谱在约 1000nm 处

发生波动，这是由于使用的两个光谱仪采用不同的分束器和探测器，实验中仪器元件耦合时

造成的。可以发现，除了氮化硅与碳化硅的质量比为 9:1 时短波段吸收率低于纯氮化硅，多

元颗粒样本吸收率曲线大致处于所构成的两种原料吸收率曲线之间。样本均在 430 nm 和 540
nm 处存在凸起的峰，这是由于环境光未完全扣除导致的系统误差。



图 4 氮化硅-碳化硅多元颗粒的光谱吸收率

基于 ASTM G173-03 太阳光谱的太阳直接光谱辐照度，通过下式得到对太阳能的平均

吸收率：
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得到的太阳能平均吸收率结果如图 5。可以发现，多元颗粒样本并不全是高吸收率粒子

占比越多，混合粒子样本的太阳加权吸收率越高。氮化硅与碳化硅的质量比为 9:1 时的太阳

能吸收率低于纯碳化硅太阳能吸收率。

氮化硅与碳化硅的质量比为 4:6、5:5 时，多元颗粒吸收性能较优良，对太阳能平均吸收

效率相比于纯氮化硅（氮化硅与碳化硅的质量比为 10:0）提高了 17.07 %、18.29 %。

图 5 氮化硅-碳化硅多元颗粒的太阳能平均吸收率吸收率

3.2 颗粒吸收性能对吸热器性能的影响

采用石英管吸热器数值模型对多组分颗粒系统的热性能进行了评价，其数值模型的验证



已在之前的研究中展示[26]。对颗粒的接收器出口温度进行计算，如图 6 所示。这种氮化硅-
碳化硅颗粒样品吸热器出口温度随质量分数变化不大，吸热器出口温度随粒子系统吸收率或

质量比的变化呈现波动趋势，与材料吸收性变化不完全一致，这可能受到多元颗粒体系蓄热

能力的影响。采用纯碳化硅颗粒作为传热储热介质时，吸热器出口温度高达 1115 K。质量比

为 8:2、5:5的氮化硅-碳化硅颗粒样本均比邻近质量比的氮化硅-碳化硅颗粒样本出口温度高，

约为 1050 K。

图 6 不同质量比氮化硅-碳化硅颗粒的吸热器出口温度

图 7 不同质量比氮化硅-碳化硅颗粒的吸热器效率与质量流量

图 7 为稳态条件下吸热器热效率和所需的质量流量。所研究的吸热器的热效率与吸热

器出口温度大体上具有相同的趋势。相比于邻近多元颗粒样本，质量比为 4:6、5:5 的氮化硅

-碳化硅颗粒样本作为传热储热介质，吸热器效率分别为 56.9 %、57.5 %，比相邻质量比为

3:7、6:4 的颗粒样本效率都高。而这两组颗粒样本所需质量流量较低，分别为 728 kg/s、744
kg/s；纯碳化硅颗粒样本的质量流速率最低，约为 534 kg/s，可有效降低固体颗粒吸热器塔

式颗粒提升机的运行成本。

4 结束语

本文选取了氮化硅和碳化硅两种广泛商用的耐高温材料，基于颗粒运行成本、吸热器效



率等吸热器性能，采用石英管太阳能固体颗粒吸热器模型研究了双组分多元颗粒作为直接吸

收介质的设计方法。

对双组分粒子体系的研究发现，随着高吸收率粒子的加入，吸收性能有所提高。在颗粒

体系中，氮化硅-碳化硅颗粒体系的吸收率变化不均匀，随着碳化硅的加入，吸收率的增加

幅度可能会降低。原因可能是两种材料吸收光谱的差异以及多元颗粒堆积产生的光线散射吸

收。其中，以 5:5 的氮化硅-碳化硅颗粒介质为最佳选择，出口温度达 1050 K，所需质量流

量为 744 kg/s，效率最终可以达到 57.54 %。使用这种氮化硅-碳化硅混合粒子系统为聚光太

阳能塔式发电中吸热器颗粒材料的选择提供了新的思路。
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摘要：微通道换热器具有效率高、重量小、承压能力强等优点，在高超声速飞行器燃/滑油换热器领域

有着的应用潜力，飞行器实际工作环境中会存在复杂的振动环境，微通道内的流动、换热过程会受到

影响。本文针对燃/滑油微通道换热器流动换热过程展开数值仿真研究，创新性地基于微通道换热器应

用环境的振动，开展微通道换热器振动强化研究，得到了振动的频率以及振动幅值对微通道换热器的

影响规律，实现了最高 37.4%的对流换热系数提升。

关键词：微通道换热器；印刷板式换热器；流动与换热特性；振动工况

0 前言

随着现代航空国防科技力量的不断发展进步，发动机润滑油、飞行器的航空电子设

备及发动机部件在运行过程中的热负荷显著增加，导致了更多低品位、高热流密度的热

源，同时燃料燃烧也在此过程中产生废热，这部分热量均转移到了发动机结构中使发动

机温度显著提升，这种现象也被称为“热浸泡”[1]。为了保证飞行器的隐身性能，飞行器

的尺寸及飞行器表面开口逐渐减小，且高马赫飞行速度导致空气滞止温度升高，冲压空

气作为热沉的能力下降，燃油热沉成为了飞行器热管理系统里中流砥柱的角色[2]。航空

燃料占据飞行器总重量的比重非常高[3]，能够提供充足的热容量，同时燃油作为内部资

源，不需要再额外引入其他类型的冷却介质热沉。燃油相比与空气，有更高的热容和换

热强度，在换热效率上是比空气更有效的热沉，此外由于燃料具有热惯性的特点，在高

热负荷的情况下，仍然能保持小范围温度变化，与热源的温差也不会存在巨大变化，保

证了热沉的可靠性和有效性[4]。

根据预估未来的飞机需要的冷却水平是兆瓦级别，而不是目前飞机所需的千瓦级

别，而热浸泡问题在军用飞机上显得更为严重[5]。事实上，限制现代先进飞行器的性能(耐
力及任务能力)的不是燃料容量，而是飞行器的热量限制[6]。为了更好的缓解热浸泡的现

象，需要研制更先进的更复杂的燃滑油换热器来冷却这些系统[7]。

随着电子设备的散热需求增加，提出了一种用于电子设备制冷先进微型热交换器—

紧凑式换热器也称为 PCHE[8]，这是一种利用线切割加工、光刻、化学刻蚀等非传统先

进制造技术在一层金属薄板上雕刻流道，并将雕刻上流道的各个金属薄板进行金属焊接

基金项目：2022 年度省重点研发计划项目（GY2022ZB0106），中国广核集团-哈尔滨工业大学先进核能

与新能源研究院项目（No.CGN-HIT202213）



在一起组成紧凑式换热器[9]如图 1 所示。紧凑式换热器与管壳式换热器相比具有更高的

换热能力，更轻的重量以及更大的紧凑度、耐高温、耐高压、适用介质范围广[10]，制造

材料多样化等优点。微通道换热器的出现，因其紧凑、高效的优点与高超速飞行器的设

计理念完全相符，且能给目前高超速飞行器的燃油换热器热容量限制所导致的技术瓶颈

提供了一定思路。

印刷电路板换热器(PCHE)高温/
高压下具有明显的性能优势。

图 1 微通道换热器示意图

本文依据高超速飞行器的燃滑油换热系统的应用背景，进行了燃/滑油微通道换热器

流动换热特性研究工作，考虑到飞行器应用环境存在随机振动，利用数值模拟手段及

Fluent UDF 功能，开展了微通道换热器振动强化换热研究。主要工作内容包括以下：

(1) 基于第三方测定的的航空燃油 RP-3 以及航空润滑油 4050 物性参数点，拟合建

立满足研究工况范围的航空燃油 RP-3 和航空润滑油 4050 物性模型；

(2) 建立适用于燃/滑油微通道换热器的数值仿真模型，开展基于仿真结构的微通道

换热器流动、传热特性研究，分析讨论换热器性能随工况、物性的变化规律，揭示通道

内冷热工质在 PCHE 内的流动特性、换热特性；

(3) 分析飞行器随机振动加速度功率谱密度，选择具有较高功率密度的振动频率范

围，探究振动频率及幅值对强化换热的影响机理，揭示燃/滑油微通道换热器振动强化换

热规律。

1 微通道换热器流动换热数值方法

1.1 微通道换热器工质物性参数

航空煤油 RP-3 是由上千种碳氢化合物和添加剂组成的混合物[14]，为了减少由于航

空煤油 RP-3 物性变化导致的实验数据偏差，本文对航空煤油 RP-3 进行第三方物性检定，

选取 293.15 K~393.15 K 作为研究温度区间，将检定航空煤油 RP-3 的物性进行多项式拟

合，拟合结果如图 2 所示。
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图 2 检定航空燃油 RP-3 物性拟合结果

对于热侧工质航空润滑油 4050，目前针对其研究相对较少。同样采用第三方标定的

方法测量实验工质样品物性，以保证实验数据的准确性。本文所研究的航空润滑油 4050
温度区间为 393 K ~ 443 K，拟合航空润滑油 4050 密度、导热率、定压比热容、动力粘

度随温度变化的曲线如图 3 所示。
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图 3 检定航空润滑油 4050 物性拟合结果



1.2 条件假设及控制方程

本文所研究的流动来说，微通道换热器通道当量直径约 0.38 mm，流动工质满足连

续介质假设[16]，流动换热过程仍满足 N-S 方程、导热方程适用范围，可以用来描述本研

究的流动与传热过程，为了在不影响精度的前提下简化计算，做出如下假设：

(1) 通道内的流体为单相且流体为不可压缩流体；

(2) 取航空燃油 RP-3、航空润滑油 4050 作为工质流体，基本热物性参数如密度、定压

比热容、粘度、导热率为温度的单值函数，换热器整体固体材质为不锈钢，流动工

质不发生突变，热物性通过通道内平均温度描述；

(3) 忽略通道内流动换热过程中受到的重力和辐射传热因素；

(4) 通道内流动与传热过程均为稳态过程；

(5) 通道内固液耦合壁面处不存在速度滑移和温度跳跃。

此外，研究过程中控制方程为如下所示[17]：

连续性方程：
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式中：μ 为流体的动力粘度 kg/(m·s)；u、v、w 表示沿 x、y、z 三个不同方向的速度，

m/s；cp 表示流体的等压比热容，J/(kg·K)。ρ 表示流体密度，kg/m3；λ 为流体的导热系

数，W/(m·K)。
2 微通道换热器数值仿真模型

2.1 几何结构与边界条件

本研究微通道换热器如所示，由换热器结构爆炸图可清晰展示 Z 型 PCHE 的整体结

构及组成部分，换热器整体由 Z 型换热热板、直通道换热冷板、换热器冷热侧出入口处

作用于航空润滑油 4050 和航空煤油 RP-3 汇流及分配并与换热器相焊接的四个封头以及

作用于管道与换热器的连接设备法兰所组成。



(1)

(2)

(3)

(4)

(1) 上下侧压板 (2) 冷侧换热板组 (3) 封头结构 (4) WN型法兰

图 4 Z 型微通道换热器爆炸图

微通道换热器由多层交替布置的冷热板构成，单个换热器通道数可达数千，若进行

全尺寸的数值仿真研究会导致网格数过大，计算成本难以接受。本文研究单个微通道换

热单元，包含一个冷侧换热板和一个热侧换热板，每层换热板上刻有 50 个长径 0.8 mm，

短径 0.6 mm 的半椭圆型微通道，换热器可划分为完全逆流段以及两个垂直交错流段。

微通道换热器换热核芯结构如图 5 所示。

(a) 冷板结构 (b) 热板结构 (c) 局部结构放大

图 5 微通道换热器换热单板结构示意图

将换热器分为多个换热单元复合而成，除去上下两层与环境直接接触外，其余换热

单元的换热边界条件都相同，所以在进行数值仿真研究时可以通过设置换热单元的上下

两面设置为周期边界条件以对数值仿真进行合理的简化，可以在保证仿真计算精度的同

时，节省大量的时间。航空煤油 RP-3 在 200℃以上时会氧化结焦，一般要求燃油温度小

于 160℃[14]，因此本文选择航空燃油入口温度为 160℃，表 1 和图 6 为换热单元的换热

边界条件设置。



表 1 边界条件

工况
工况类型

qv,c / (m3/h) vc,in / (m/s) qv,h / (m3/h) v h,in / (m/s) Tc,in / (K) T h,in / (K)
1 1.5 0.8506

2 1.1564
293.15

~
365.15

433.15

2 2 1.1342
3 2.5 1.4177
4 3 1.7012
5 3.5 1.9848
6 4 2.2683

(1)

(2)

(3)

(4)

(1) 冷侧速度入口 (2) 热侧速度入口 (3) 周期边界 (4) 自然对流

图 6 微通道换热器换热单元及边界类型

2.2 网格无关性及算例验证

根据设定的入口流量进行计算，所有工况的 Re 均小于 2300，选择层流求解模型，

选择二阶迎风的 Couple 算法，控制残差在 1×10-6以内，设置迭代步数为 1000 步，以防

止局部收敛。图 7 为网格无关性验证结果，可以看出在网格数量超过 2200 万后，网格数

量对计算结果影响可忽略不计，选择网格数量为 2370 万的网格模型展开数值仿真研究。
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图 7 网格无关性验证



为了验证本研究数值仿真模型，采用与本文同样的研究方法对 Chen[18]等研究结果进

行比较，模型同样为微通道换热器，采用去离子水为流动工质，入口温度为 20℃，入口

速度 3 m/s，底部热流 30 W/cm2.K，残差设置为 10-6，迭代步数 4000 步。根据数值仿真

研究结果可看出，数值仿真的 Nusselt 数与文献数据结果趋势相同且吻合良好，证明本文

的模型研究方法准确且具备可靠性。

图 8 算例验证对比结果

2.3 性能评价指标

换热器的评价指标主要有流动特性与传热特性两个方面[19]，两者为拮抗关系[20]，优

化流动特性指标的过程中会对传热特性指标产生恶化效果，如何在流动特性与传热特性

之间找到平衡以实现微通道换热器在尽可能小的压降下表现最大的换热效率是研究的重

点。

最直观的流动指标为通道进出口的直接测量压力值，通过计算微通道换热器的进出

口压力差值，可以得到流经换热器后流动工质的压力损失。

in outp p p   (4)
Re[23]雷诺数用于微通道换热器内流动状态的评判标准，其表示通道内流动工质的惯

性力和粘性力的比值，是微通道换热器流动与换热的重要影响因素。

hRe d v


 (5)

c
h

4Ad
P

 (6)

式中：表示流体密度，kg/m3；为流体的动力粘度 kg/(m·s)；d 表示微通道换热器的当

量直径，p 表示 PCHE 通道的湿周，m；Ac表示 PCHE 通道截面积，m2。

范宁摩擦因数 f[23]用来衡量流道粗糙度对 PCHE内流动特性与传热特性的影响程度，

范宁摩擦系数 f 和达西摩擦系数都都被广泛用于流动传热领域。

h
2

(Δ / )
2
P L Df

V
 (7)

式中：f 表示范宁摩擦系数；L 表示通道长度，m。



微通道换热器的换热量是评价换热器换热性能的重要指标，他代表着微通道换热器

的换热能力，换热过程的换热量可通过能量守恒计算：

   c p,c c,out c,in h p,h h,in h,out=Q m C T T m C T T    (8)

式中：Cp为流体的定压比热容，J/(kg·K)。
努塞尔数 Nu[24]通常用于表示对流换热的强度，其物理意义是流体在壁面上的无量

纲温度梯度：

h

f

Nu hd
k

 (9)

式中：kf表示流体的导热系数，W/(m·K)。
3 微通道换热器流动与换热数值研究

3.1 微通道换热器流动特性

图 9 (a)所示为换热单元数值仿真的对于航空燃油RP-3 不同雷诺数Re和不同入口温

度下的压力损失分布，可以分析得出，随着航空燃油 RP-3 的雷诺数 Re 增大，会显著增

大冷侧压力损失。一方面由于摩擦阻力与速度呈现平方关系，流量的变化会导致速度的

变化，进而导致压降急剧变化；另一方面，随着航空燃油 RP-3 的入口流量的增加，航

空燃油 RP-3 的出口温度下降，导致航空燃油 RP-3 粘度的增加，进一步提高压力损失。

此外还可以看出，随着航空 RP-3 入口温度的上升，流经换热器的压力损失逐渐降

低，这是因为随着入口温度的增加，微通道换热器的冷侧通道平均温度不断上升，致使

航空燃油的粘度不断下降。冷侧的压力在流量下降的情况下，压力损失变化趋势逐渐变

缓，当通道内流量下降时，航空燃油 RP-3 出口温度上升，通道内的平均温度逐渐增大，

而航空燃油 RP-3 的粘度随着温度增加逐渐降低，且粘度随温度的变化速率越来越小，

导致压力损失随温度的增大下降趋势变缓，说明高入口温度更有利于减小压力损失。

(a) 换热单元Re- DP (b) 换热单元 Tc,in- DP
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图 9 冷侧换热工质压降

由图 10 所示为不同航空燃油 RP-3 入口流量和不同入口温度下的范宁摩擦因子的变

化曲线。可看出，增大航空燃油 RP-3 的入口流量，摩擦因子呈现下降趋势，这是因为

虽然压力损失随着航空燃油 RP-3 的入口流量的增大而增加，但通道内速度的增大幅度

更加剧烈，使得范宁摩擦因子随入口流量的增大而下降，同时可以也看出，随着航空燃



油 RP-3 的入口温度不断增高，摩擦因子 f 呈现下降趋势，这是因为在控制通道入口流量

恒定的情况下，入口速度 v = qv/Ac并不随温度发生变化，而燃油的动力粘度随着温度上

升而下降，所以摩擦因子 f 也呈现下降趋势。根据 Re 对范宁摩擦因子进行拟合，计算得

出 R2 = 0.99707，说明 Re 对范宁摩擦因子的拟合结果十分良好，关系式如下式：
-4 -6 2 -9 3

-12 4 -16 5

= 0.165-7.77 10 Re+1.85 10 Re -2.35 10 Re +
1.53 10 Re -4.03 10 Re

f      

   
(10)

2

3 4 5

= 0.165-7.77E-4 Re+1.85E-6 Re
-2.35E-9 Re +1.53E-12 Re -4.03E-16 Re

f  

  

2 0.99707R 

(a) 换热单元Tc,in- f
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图 10 换热工质流动摩擦系数

3.2 微通道换热器传热特性

换热单元冷热侧出口温度数值仿真结果如图 11 所示，随着航空燃油 RP-3 的入口温

度不断增大，冷热侧处出口温度都呈现逐渐增大趋势。随着航空燃油 RP-3 的入口温度

的增大，冷侧通道的平均温度上升，使航空燃油的密度下降，同时冷热侧的温差逐渐减

小，虽然定压比热在工况内呈现随温度上升而增大，但当三者同时作用时，整体表现则

为换热强度下降，致使航空润滑油的出口温度升高呈现上升趋势。

(a) 换热单元热侧出口温度 (b)换热单元冷侧出口温度
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图 11 换热单元冷热侧出口温度数值仿真结果

同时也能看出，当固定入口温度时，随着航空润滑油 RP-3 的入口流量增大，冷热

侧的入口温度都呈现下降趋势，这是因为，随着航空燃油 RP-3 的入口流量增大，换热



器换热强度增大，对于航空润滑油侧由于其入口流量未发生改变，会被冷侧航空燃油带

着更多热量，使其出口温度下降，而对于航空燃油，虽然换热强度增大，但由于其入口

质量流量增大，冷侧航空燃油的热容增大幅度更大，单位质量流量获得的热量减小，即

冷侧出口温度呈现下降趋势，而冷侧换热强度增强也会导致热侧换热量更大，使得热侧

出口温度也同样呈现下降趋势。
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图 12 换热单元 Nu 分布

换热单元 Nu 分布如图 12 所示，努塞尔数 Nu 随着 Re 的增大而逐渐增大，因此增

大 Re 可以增强换热的强度，但还发现 Nu 随 Re 的增长幅度会随着入口温度的增加而逐

渐变缓，这是由于入口温度的增加，使得冷热流体的换热温度差下降，从而削弱了因 Re
的增加而导致的换热强度的增加。此外，Nu 随着温度呈现先增后减的趋势，在 30℃附

近处出现了 Nu 拐点，由于在低温工况(20℃ ~ 30℃)时 Nu 随着温度的变化趋势慢于随

Re 的变化趋势，使得在低温时 Nu 随着 Re 的先呈现增大趋势，但之后 Nu 随温度的变化

趋势超越 Re 所影响的变化趋势，换热量逐渐下降，导致出现了 Nu 的下降趋势。

换热单元的换热量数值仿真结果如图 13 所示，由图可知，随航空燃油 RP-3 的入口

温度增大，由于航空燃油 RP-3 与航空润滑油 4050 的温差不断下降，同时随着航空燃油

RP-3 的入口温度增大，冷热两侧的出口温度也都逐渐增大，使两者密度也呈现下降趋势，

削弱了换热过程强度，使换热量逐渐下降。

(a) 换热单元换热量Re-Q (b) 换热单元Tc,in-Q
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图 13 换热单元无量纲热参数分布



将航空燃油 RP-3 的入口温度固定，也可以看出随着航空燃油的 Re 增加，换热量呈

现增长趋势，但随着入口温度的上升，冷热两侧换热温差开始下降，使换热量的增长率

逐渐平坦，平衡了换热量受 Re 的影响因素，但总体趋势还是呈现上升。根据分析，增

大了航空燃油的 Re 即增大了 PCHE 内航空燃油 RP-3 的速度，也就增大了航空燃油 RP-3
在通道内流动过程的扰动程度，导致换热量显著增大，说明更低的入口温度和更快的入

口速度即更高的入口流量有利于换热核芯的换热过程，但流动特性与传热特性相互制衡，

更低的入口温度会因为增大冷热侧流动工质的温差增强传热特性，但也会使冷热侧流动

工质的出口温度下降，增大了冷热侧流动工质的粘度，使微通道换热器的流动特性恶化。

3.3 振动强化换热研究

在高超飞行器飞行过程中，由于发动机、气流对机体的冲击等因素，势必会导致微

通道换热器工作在复杂的振动运动状态下。振动会不断对流动过程中形成的边界层造成

破坏，边界层在不断被破环和流动的过程不断增厚稳定的循环中，使之无法形成稳定的

较厚的边界层，从而强化换热器实际应用过程中的传热效果。

徐孝诚[25]等人针对飞行器的随机振动现象的响应展开实验与预测研究，根据其实验

研究所施加的随机振动的工况得到图 14 所示的加速度功率谱密度。发现功率谱密度图中

的峰值集中出现在 300 ~ 800 Hz 的振动工况，因此本文选择这一频率范围作为研究对象。

则位移幅值设定为 3 mm ~ 5.5 mm，加速度幅值均为 10 个重力加速度，位移方向沿 z 方
向与流动方向垂直，并以入口温度 60℃、入口流量 2 m3/h 的工况为无振动对照工况，利

用 Fluent UDF 功能对其施加 z 方向的速度，使其以式（11）的运动规律进行震动运动，

具体工况边界条件设定如表 2 所示。

Sin(2 )Z A ft (11)

表 2 振动工况边界条件分布

工况
工况类型

Tin,c / (℃) qv,c / (m3/h) 频率/Hz 幅值/mm

频率特性

研究

1

60.0 2.0

300.0

3.0

2 400.0
3 500.0
4 600.0
5 700.0
6 800.0

振幅特性

研究

1

60.0 2.0 300.0

3.0
2 3.5
3 4.0
4 4.5
5 5.0
6 5.5



图 14 随机振动试验时实际加在飞行器的加速度功率谱

图 15 (a)给出了在给定振动位移振幅为 3 mm 时不同频率的换热效果，从图中发现当

振动频率不断增大时，Tc,out也逐渐上升，同时 PCHE 内的对流换热系数也逐渐增大，在

300 Hz 时对流换热系数升高了 3.2%，在 800 Hz 时对流换热系数增强了约 37.4%，说明

振动能够有效强化对流换热，且频率对强化效果有着重要影响。
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图 15 频率、振幅对换热影响趋势

图 15 (b)表示了在固定频率 400 Hz 时不同振动位移振幅时的换热效果，当保持频率

不变，逐渐增大振动位移振幅，Tc,out和对流换热系数随之增大，当振动位移幅值为 5.5 mm
时强化换热效果最强，其对流换热系数提高了约 23.7%，在位移幅值为 3 mm 时强化换

热效果最差，对流换热系数仅提高了约 1.5%。



图 16 频率、振幅对对换热系数影响云图

从图 16 可以看出，在高频率、以及高振动位移振幅时，流体在通道内的对流换热

系数明显增大，且在通道转角以及逆流温差大的位置，也会出现对流换热系数有小幅增

大的现象，这是由于通道的转角增强了流动扰动，而在温度差大的位置也会存在强化传

热的效果。综上所述，振动工况可以有效增强通道内的换热效果，提高通道内的对流换

热系数，振动的频率和振动幅度都对强化换热有明显的作用。

4 结 论

随着高超速飞行器性能的提升，飞行器热浸泡带来的问题和弊端逐渐显现，为保障

飞行器的安全稳定运行，针对飞行器的热管理需求展开研究，航空燃油作为飞行器热管

理热沉的中流砥柱，改善燃滑油换热器的综合性能尤为重要，本文以飞行器热管理为研

究背景，针对飞行器的热管理系统，尤其是实际应用过程中处于复杂振动环境下的燃/
滑油换热器展开数值仿真研究，探究振动作用下微通道换热器流动、传热特性，得出以

下结论：

(1) 基于测定的航空燃油 RP-3 以及航空润滑油 4050 物性参数，建立了航空燃油

RP-3 和航空润滑油 4050 的物性模型；

(2) 提出一套针对微通道换热器流动换热过程的数值仿真方法，根据换热器性能评

价指标对微通道换热器数值仿真研究的流动特性、传热特性进行评估分析，对性能指标

随工况、物性的变化产生的影响规律进行详细分析，对出现流动换热特性规律现象展开

讨论，做出合理解释，揭示了通道内冷热工质在 PCHE 内的流动特性、换热特性；

(3) 开展微通道换热器振动强化换热研究，分析了飞行器随机振动加速度功率谱密

度，建立了一套微通道换热器振动强化换热数值模拟模型，开展了多频率、多幅值的振



动强化换热模拟研究，得到了振动的频率以及振动幅值对微通道换热器的影响规律，实

现了最高 37.4%的对流换热系数提升。
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摘要：本文研究了 T91 在 550 ℃和 15 MPa 下，含 100 ppm O2、SO2或 H2S 的超临界二氧化碳（sCO2）

中的腐蚀行为 。结果表明，在 sCO2 和含 O2 杂质的 sCO2中的腐蚀动力学曲线均遵循抛物线规律。O2

略微增加了 T91 的腐蚀增重，且由于氧分压增加，在腐蚀外层形成了 Fe2O3。SO2、H2S 均显著加剧了

T91 的腐蚀。在含 SO2杂质的 sCO2中，外层腐蚀产物为 Fe3O4，内层由 Fe-Cr 尖晶石和 FeS 组成。H2S

的存在导致外部形成 FeS 层，内部为 Fe-Cr 尖晶石。三种杂质的存在均减少了合金基底中的渗碳。

关键词：超临界二氧化碳，高温腐蚀，杂质，渗碳腐蚀

0 前言

超临界二氧化碳（sCO2）布雷顿循环系统采用高温高压 sCO2 作为循环工质，具有

能量转化效率高、布局简单、结构紧凑等优点，可应用于燃煤发电、舰船发电、核能发

电以及太阳能热发电等领域。作为一种先进的能量转换系统，具有巨大的商业化潜力，

其技术可行性已经得到了世界各地许多机构的论证，如美国桑迪亚国家实验室，柏克德

船舶推进公司，中国核动力研究所等。

sCO2 布雷顿循环系统中，回热器、涡轮等关键部件的工作温度和压力分别在

400-800 ℃和 8-30 MPa [1]。在高温、高压 sCO2环境中，金属材料的稳定性对于 sCO2发

电系统的长周期安全稳定运行至关重要。许多机构开展了在 sCO2 环境下不同类型合金

的腐蚀特性研究，如，韩国先进科学技术研究院、美国橡树岭国家实验室、西安交通大

学、华北电力大学等。结果表明，合金在高温 sCO2 环境下会发生氧化和碳化腐蚀。一

般来说，Cr 含量可以有效地增强合金的耐腐蚀性，在金属表面形成保护性的 Cr2O3层；

Cr 含量较低的铁基合金更容易形成 Fe3O4腐蚀外层和 Fe-Cr 尖晶石内层 [2]，这可以用空

位诱导双氧化物生长模型 [3] 或可用空间模型 [4] 来解释。Liang 等人 [5-7] 进行了一系列

实验，研究不同合金 （T91、VM12、Super 304H、Sanicro 25 和 Inconel 617）在高温、

高压 sCO2 环境中的氧化和渗碳行为。Gheno 等人[8] 基于平衡计算提出了一个有效的热

力学模型来描述 Fe–9%Cr 合金的渗碳行为。Young 等人 [9] 提出了一个用来描述马氏体

9–12% Cr 钢在 550 ℃富 CO2氛围中的非稳态渗碳动力学模型。

需要指出的是，CO2 工质在生产过程中或动力系统长期运行后，不可避免的会混入

一种或多种杂质气体，如 CO、O2、SO2、H2S、NO2和 H2O 等，这些杂质气体可能会严

重影响高温、高压环境下金属管道或关键部件的腐蚀速率，影响设备和管道的使用寿命，

进而对动力循环系统的长周期安全运行产生严重威胁。相关研究表明， SO2的存在降低

了 Fe-9%Cr 钢的渗碳程度，但并未显著影响氧化速率 [10]，而 H2O 的存在亦会降低氧化
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层中的碳活性 [11]。Oleksak 等人 [12-14]对铁基合金在含杂质的 CO2 中的氧化和渗碳行为

进行了系统的实验研究。研究发现，在 550-600 ℃范围内，当在含有 SO2的 sCO2中加入

H2O 和 O2杂质后对氧化几乎没有影响。目前，关于杂质对合金在高温、高压 sCO2中腐

蚀影响的研究还很有限，特别是含硫杂质的影响，如，SO2和 H2S 等。因此，亟需开展

相关研究，以更好地了解杂质对金属材料腐蚀的影响，有利于制定相应的材料选择策略

和杂质控制标准。本文研究了耐热钢 T91 在 550 ℃和 15 MPa 下暴露于含 O2、H2S 或 SO2

杂质的 sCO2环境下的腐蚀行为。

1 实验方法

1.1 试样

T91 是 sCO2循环系统的潜在候选材料，由于其良好的热强度、优良的可加工性和优

越的经济性，已广泛应用于燃煤电厂的过热器、再热器和主蒸汽管道。T91 的化学成分

如表 1 所示。

表 1 T91 合金的化学成分（质量分数，%）

材料 C Mn P S Cr Mo Nb Ni Fe Others

T91 0.047 0.052 0.016 0.007 8.223 0.908 0.075 0.029 余量
Si:0.304 V: 0.210
N：0.050 Al：0.010

试样由棒状基材通过线切割方法制成，其尺寸为 20 mm× 10 mm× 2 mm，中间上部

有一个直径为 4 mm 的孔。实验前依次采用 240 目、400 目、600 目、800 目、1000 目的

水磨砂纸研磨试样表面。研磨后分别用去离子水、乙醇和丙酮超声清洗 5 min，以除去

试样表面杂质。然后在干燥箱中进行干燥。使用千分尺和高精度电子天平分别测量并记

录腐蚀实验前试样的尺寸和质量。

1.2 腐蚀环境

为了确定 O2、SO2和 H2S 杂质对 sCO2环境下材料腐蚀的影响，进行了四组实验：（1）
在 sCO2中的腐蚀；（2）在含有 100 ppm O2杂质的 sCO2中的腐蚀；（3）在含有 100 ppm
SO2杂质的 sCO2中的腐蚀；（4）在含有 100 ppm H2S 杂质的 sCO2中的腐蚀。

在高纯 CO2（99.999%）中并分别添加一定量的高纯度 O2（99.9%）、H2S（99%）和

SO2（99.5%）来制备含有 100 ppm O2、H2S 或 SO2的 CO2混合气体。首先将容积为 40 L
的气体钢瓶抽真空；然后，根据环境温度和对应到的气体饱和蒸汽压制备混合气体；最

后，使用气体分析仪（WOST-T1800）测定杂质的浓度。当检测到杂质浓度在 80-120 ppm
的范围时，认为制备的 CO2混合气体可用于腐蚀实验。另外，采用电伴热的方式改善气

体钢瓶内混气的均匀性。

1.3 实验装置及过程

腐蚀实验装置如图 1 所示，该装置主要包括 CO2供给系统、增压泵、反应釜、加热

器、冷却水系统等。加压系统由增压泵、空气压缩机和电磁阀组成，当压力低于一定值

时，可以实现气体自动补给。实验温度为 550± 1 ℃，实验压力为 15± 0.2 MPa，平均补
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气间隔约为 40 min，反应釜中的气体约每 30 h 更新一次。实验前交替使用实验工质吹扫

和抽真空的方式排净釜内空气,预充压 4 MPa,以 6K/min 的加热速度将温度升高至 550℃,
并将压力增加到实验压力,实验结束后采用水冷方式进行降温,气体降至室温后排出,打开

反应釜取出试样进行检测。

图 1 sCO2腐蚀实验装置示意图

1.4 分析方法

采用腐蚀增重的方式量化腐蚀速率，取样周期为 50、125、250、500 h，并设置两

组重复试样。在每个腐蚀阶段，使用分辨率为 10-4 g 电子天平测量试样增重（JJ224BC）；
然后，计算获得试样的单位面积增重数据。选择增重最接近平均增重的试样进行进一步

表征。使用 X 射线衍射仪（X-pert powder）检测材料表面形成的腐蚀产物。使用场发射

扫描电子显微镜（SU8010）和能谱仪（Oxford X-max80）进行腐蚀试样的表面和横截面

形貌和元素分布分析。

2 实验结果分析

2.1 腐蚀增重和反应动力学

高温下，金属的腐蚀增重可以用式（1）进行拟合。

∆m/A=ktn (1)
其中，∆m/A 为单位面积腐蚀增重，k 为氧化速率常数，n 为反应指数。

在 550 ℃和 15 MPa 下，四种不同的 sCO2环境中进行腐蚀实验后，T91 的腐蚀增重

和动力学曲线如图 2 所示。添加 100 ppm H2S杂质明显加速了试样的腐蚀速率。与在 sCO2

环境中相比，SO2和 H2S 杂质的存在使得试样腐蚀 500 h 后的增重分别增加 2.5 和 4.9 倍

左右。相比之下，O2杂质对腐蚀增重的影响较小。

在 sCO2和含有 O2杂质的 sCO2环境下，T91 腐蚀增重曲线均接近抛物线（n≈0.5），
表明氧化过程受离子扩散控制 [15]。而 SO2（n≈0.17）和 H2S（n≈0.38）杂质存在时，

腐蚀增重曲线的 k 值显著增加，而反应指数降低，说明 SO2或 H2S 杂质可能改变了 T91
的腐蚀过程，后续将进一步通过 XRD、SEM 和 EDS 进行表征分析。
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图 2 T91 在 550 ℃/15 MPa 含不同杂质的 sCO2中的腐蚀增重曲线

2.2 腐蚀产物表征

采用 XRD 对经过 50 h 和 500 h 腐蚀实验的腐蚀产物进行表面成分分析，结果如图 3
所示。腐蚀 500 h 后，在 sCO2环境下，T91 表面腐蚀层由 Fe3O4和 Fe3-xCrxO4 尖晶石组

成。而在含 O2的 sCO2和含 H2S 的 sCO2中，腐蚀表面产物中分别检测到 Fe2O3和 FeS。
有趣的是，T91 在含 SO2杂质的 sCO2中的腐蚀产物与在 sCO2中的相同，其反应过程在

后文进行分析说明。

图 3 T91 在 550 ℃/15 MPa 下腐蚀时长 50 h 和 500 h 的 XRD 分析结果

图 4 给出了在 sCO2和含 O2杂质环境中 50 h 和 500 h 实验后 T91 表面的腐蚀形貌。

对于在 sCO2中的腐蚀实验，如图 4（a）和（b）所示，在表面氧化膜上观察到大量孔隙；

随着腐蚀时长的增加，由于氧化物的生长或/和新氧化物的形成，孔隙逐渐消失；最终，

在 sCO2中暴露 500 h 后，形成了一些氧化物结核。T91 在 sCO2中的腐蚀机理如式（2）
-（4）所示。如图 4（c）和（d）所示，在含有 O2杂质的 sCO2环境下，T91 表面形成的

腐蚀产物与 sCO2中略有不同，表明腐蚀过程可能由于 O2杂质的存在而改变。在 50 h 腐

蚀实验后发现不规则、松散的 Fe3O4相，且在 500 h 腐蚀实验后，T91 表面腐蚀产物由

Fe2O3和 Fe3O4组成。

3Fe+4CO2=Fe3O4+4CO (2)
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3Fe+4CO=Fe3O4+4C (3)
(3-x)Fe+4CO2+xCr=Fe3-xCrxO4+4CO (4)

图 4 T91 暴露于 sCO2中（a）50 h，（b）500 h 和暴露于含 O2杂质的 sCO2中（c）50 h 和（d）500 h 的

表面形貌图

为了说明 O2杂质对 T91 腐蚀的影响，使用商业软件 HSC 计算了 550 ℃下可能发生

的化学反应的吉布斯自由能 ∆Gθ，如式（5）-（7）所示，其对应的平衡氧分压分别为

0.19×10-27 MPa、0.3×10-26 MPa 和 0.12×10-16 MPa。含有 100 ppm O2杂质的腐蚀环境中的

氧分压远高于相应的平衡氧分压。因此，反应（5）和（6）均可能发生，并且随着腐蚀

时间的增加，生成的 Fe3O4会被进一步氧化成 Fe2O3。

3/2Fe+O2=1/2Fe3O4, ∆Gθ=-421.105kJ (5)
4/3Fe+O2=2/3Fe2O3, ∆Gθ=-402.199kJ (6)
4Fe3O4+O2=6Fe2O3, ∆Gθ=-250.956kJ (7)

图 5 展示的是 T91 在 550℃和 15MPa 的 sCO2 以及含有 O2 杂质的 sCO2 中腐蚀 500
h 后截面形貌及元素分布。如图 5（a）和（c）所示，在 sCO2和含 O2杂质的腐蚀环境下，

腐蚀厚度分别约为 21μm 和 30μm，且均形成了典型的双层氧化膜结构。不同的是，O2

杂质的存在对 Fe2O3的形成具有积极作用，导致外部氧化层由 Fe3O4和 Fe2O3组成，这一

结果可从图 5（d）中的 EDS 线扫描结果中得知。此外，O2促进了氧化物的形成，导致

氧化层变得更厚，这与图 2 中的腐蚀增重结果一致。尽管引入 O2杂质增加了腐蚀环境的

氧分压，但 T91 中较低的 Cr 含量仍无法形成保护性的 Cr2O3层，从而加速了 T91 的腐

蚀速率。
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图 5 T91 在（a），（b）sCO2和（c），（d）含 O2杂质的 sCO2中，腐蚀 500 h 后截面形貌及元素分布

图 6 给出了 T91 暴露于含 SO2和 H2S 杂质的 sCO2中腐蚀 50 h 和 500 h 后的表面形

貌图。如图 6（a）所示，在含 SO2杂质的 sCO2中，在 T91 表面观察到裂纹，这可能归

因于氧化物的快速生长（见图 2）和内部硫化。已有研究表明，内部硫化会严重影响金

属材料的机械强度 [16-18]。此外，在实验冷却或加热过程中，氧化层热膨胀系数之间的差

异常常会形成额外的应力而导致裂纹的形成。结合图 3 中的 XRD 分析结果，含 SO2杂

质的 sCO2 环境中，表面腐蚀产物为 Fe3O4。从图 7（b）中截面元素分布可知，在含有

SO2杂质的 sCO2中，T91 的内部层腐蚀产物由 Fe-Cr 尖晶石和 FeS 组成。如图 7（a）所

示，腐蚀层的总厚度约为 70 μm，内层厚度约为 40 μm。基于表征结果和相关热力学计

算，有 SO2参与的 sCO2腐蚀机理可能为：

3/2Fe+SO2=1/2Fe3O4+1/2S2, ∆Gθ=-112.987kJ (8)
Fe+1/2S2=FeS, ∆Gθ=-104.599kJ (9)

在初始腐蚀阶段，类似于 CO2的 SO2分子与 Fe 原子反应形成 Fe3O4（式（8）），同

时反应（2）也会同时发生。CO2/CO 和 S2/SO2将扩散到金属-氧化物界面，生生 Fe3-xCrxO4

（式（4））和 FeS（式（9） [19]。
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图 6 T91 暴露于含 SO2杂质的 sCO2中（a）50 h，（b）500 h 和暴露于含 H2S 杂质的 sCO2中（c）50 h

和（d）500 h 的表面形貌图

在 sCO2中加入 100 ppm H2S 的腐蚀测试中，如图 6（c），（d）和图 7（c），（d）所

示，在含有 H2S 的 sCO2环境下，T91 表面外部腐蚀层主要是 FeS 相，厚度约为 80 μm，

相关反应如式（10）所示。此外，CO2分子可通过松散的硫化物参与反应，形成内部 Fe-Cr
尖晶石。考虑到热力学上的稳定性，使用热力学软件计算得到 550 ℃和 15 MPa 下，100
ppm H2S 的平衡分压 pO2为 1.8× 10-20 MPa，pS2为 7.2× 10-4 MPa。如图 8 所示，平衡气

体组成浓度位于铁硫化物和铁氧化物界面附近。因此，实验观察到的双层硫化物/氧化物

满足热力学稳定性要求。

图 7 T91 在（a），（b）含 SO2杂质的 sCO2和（c），（d）含 H2S 杂质的 sCO2中，腐蚀 500 h 后截面形貌

及元素分布
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3Fe+H2S=FeS+H2, ∆Gθ=-58.529kJ (10)

图 8 在 550℃和 15 MPa 下，使用 HSC 软件计算的 Fe-S-O 体系的平衡相图

为了确定杂质对 T91 在 sCO2环境中渗碳行为的影响，使用 Murakami 试剂蚀刻样品

截面以揭示碳化物。蚀剂制备和蚀刻过程与文献 [14] 中的方法一致，样品在加热的蚀

剂中浸泡的时间为 60-90 s。使用 ImageJ 软件测量了金属碳化物的面积，结果如图 9 所

示。结果表明，O2、SO2或 H2S 存使得 T91 发生渗碳腐蚀的程度均有减小。如图 9（b）
所示，在腐蚀 250 h 的含有 O2杂质的 sCO2中，几乎没有渗碳发生。这可能是因为在较

高的氧分压下，CO/CO2 向合金基体的扩散受到抑制，降低气氛中的碳活性。根据图 9
（c）和（d）的结果可知，SO2和 H2S 都提高了合金的抗渗碳性能，因为 sCO2中的硫化

物杂质通过竞争性吸附过程抑制碳化物到达合金表面，这与前人的研究结果 [12, 14]一致。

图 9 不同腐蚀环境下，腐蚀 250 h 的 T91 试样蚀刻后的截面形貌图，百分比代表使用 ImageJ 软件测量

得到的碳化物面积占比
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3 结论

1) 在 550 ℃和 15 MPa下，耐热钢T91在 sCO2环境和含有 100 ppm O2杂质的 sCO2

环境中的腐蚀动力学曲线近似抛物线，这表明氧化过程受离子扩散控制。添加

SO2和 H2S 杂质显著增加了腐蚀增重，而 O2杂质对腐蚀增重的影响较小。

2) 经过 500 h 的腐蚀实验，T91 的表面形成了双层氧化物或硫化物腐蚀层。在 sCO2

环境中，形成了典型的外层 Fe3O4和内层 Fe-Cr 尖晶石结构。O2 杂质使得腐蚀

环境中氧分压升高，导致腐蚀外层生成 Fe2O3。在 sCO2 和含有 O2 杂质的环境

中腐蚀 500 h 后，腐蚀层的厚度分别为 21μm 和 30μm 左右。

3) 在添加 SO2或 H2S 杂质后，在 T91 表面观察到了新的腐蚀产物 FeS。在含有 SO2

或 H2S 杂质的 sCO2环境中腐蚀 500 h 后，腐蚀层厚度分别增加到约 70μm 和

120μm。在含有 SO2杂质的腐蚀环境下，腐蚀速率的加快、内部 FeS 的生成和

热应力的 产生可能导致材料表面裂纹的形成。与 SO2杂质不同，H2S 杂质导致

外层 FeS 的形成。

4) 这三种杂质均在一定程度上降低了合金的渗碳程度，这是因为气相中的碳活性

受限或碳、硫竞争性吸附的结果。
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摘要：针对某航天器电路板组件上发热元器件的封装特点和热耗大小，本文使用了导热支架、导热片

和导热凸台等散热方法，分析了各种散热方法的特点。通过仿真和实验研究证实使用三种散热方法后

电路板组件上的发热元器件均可以满足一级降额的散热要求，从而为航天器电子设备的热设计工作提

供参考指导。
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0 前言

随着卫星功能的增加和通信容量的增大，航天器电子设备的热耗也急剧增加，近 5
年，航天器电路板组件的热耗已由 30W 水平增大到 100W，这就使航天器电子设备的散

热愈加重要。航天器电子设备一般位于航天器内部，与地面电子设备相比，航天器电子

设备散热具有以下特点：（1）外太空没有大气，且卫星舱内各设备表面的温度水平相当，

因而航天器电子设备以热传导为主要的散热方式，不能选择地面设备常用的强迫风冷等

对流散热措施；（2）航天器发射后，其内部的电子设备可维修性差，这要求航天器电子

设备散热措施具有高可靠性，因而航天器电子设备一般多选用可靠性高的被动散热方式；

（3）航天器电子设备需进行最严苛的温度一级降额设计，而地面设备一般不需要温度降

额；（4）散热方法选择需要兼顾航天器入轨过程中经历的严苛力学环境和航天器的工艺

和重量等严格要求。航天器电子设备一般由多个电路板组件拼装固定到航天器舱板上。

电子设备内部的热量通过散热措施传递到设备安装面上，再由航天器热控系统将舱板上

的热量传递到辐射散热板，最后辐射到宇宙深冷空间[1]。由于航天器电子设备散热方法

相对传统，其更加关注散热措施的可靠性，因此关于航天器电子设备散热研究的相关文

献较少。本文以某航天器的信号处理器电路板组件为例，通过仿真与实验相结合的方法

研究了航天器电子设备中常用的散热方法，为同类的航天电子设备的散热设计提供参考。

1 电路板组件布局与散热方法

1.1 电路板组件布局

信号处理器的功能是将卫星接收到信号进行解码处理在传递给发射载荷。由于卫星

通信容量的增大，信号处理器的热耗也急剧增大。本文所研究的某航天器信号处理器电

路板组件的主要发热元器件布局如图 1 所示，整个电路板组件的热耗约为 110W，其中 4
个信号处理器件（D1~D4）的最大热耗为 16W/个。
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图 1 电路板组件发热器件布局

1.2 散热方法

航天器电子设备的散热方法主要以被动式散热为主，针对信号处理器电路板组件中

的发热元器件的热耗及封装特点，主要采用了三种散热方法：（1）导热支架；（2）导热

片；（3）导热凸台。

1.2.1 导热支架

导热支架是指将元器件安装于金属支架或设备机壳上的散热方式。如图 2 所示，由

于元器件没有直接安装在电路板上，需要通过导线与电路板进行电气互连，因此这种散

热方式常见于引脚较少的插装元器件，如 TO254，TO257，TO39，TO-8，自制线圈等。

对于引脚较少的表贴元器件如 SMD-0.5，SMD-2 等封装元件器，也可以将器件焊接到高

导热陶瓷板覆铜上，再将覆铜板组件安装到导热支架或机壳并通过在覆铜板上焊接导线

与电路板互连实现器件高效散热。

信号处理器电路板上的 L1 器件为自制线圈，由于其热耗高达 2W 且器件底面不是

平面，如果直接安装到电路板上，会与电路板之间存在很大的接触热阻导致器件温度较

高，因此使用高导热灌封胶将器件固定到散热直接进行散热。对于 TO39 封装的器件 V1，
虽然其热耗仅为 0.5W，但是如果直接安装到电路板上，器件不能像地面设备一样通过金

属保护罩对流散热，只能通过 3 根可伐管腿向电路板导热，器件与电路板之间的传热热

阻较大，因此本文通过将器件灌封到导热支架后，将导热支架固定到机壳上散热。

图 2 导热支架示意图

1.2.2 导热片



导热片指使用金属片一端搭接到器件顶部或底部，另一端搭接到机壳的散热方式。

如图 3 所示，由于导热片形式多样，散热方法易于实施，因此这种散热方法可适用的元

器件较多，如 DIP，SOP，BGA 等封装元器件。根据器件与机壳相对位置，导热片经常

被设计成 “C”，“L”，“Z”等形式。但是由于导热片搭接到器件时会对器件的力学性能

产生较大影响，因此抗力学性能较差的元器件需要谨慎使用这种散热方式且导热片不能

太厚。

针对本文电路板组件中的电源模块 G1~G7，其为 DIP9 封装，器件主要通过底部安

装面散热，器件顶盖与器件热源间的热阻较大，因此在器件底部设计“L”型导热片增

强器件散热。为了增强器件抗力学性能，使用 N 型卡箍对器件和导热片进行加固。

图 3 导热片示意图

1.2.3 导热凸台

导热凸台指直接在机壳或扩热板上设计凸台，并通过导热垫使凸台和器件顶面接触

的散热方式。如图 4 所示，为了减小机壳或扩热板的传导热阻，可以使用平板热管、金

刚石铝或高导热石墨板作为扩热板使用[2-4]。为了防止凸台与器件不良接触使散热失效或

过度接触使器件受力损伤，在设计导热凸台时需考虑器件高度偏差和导热垫压缩量[5]。

对于本文电路板组件中热耗较大的表贴元器件 D1~D4 等通过在机壳上设计凸台从

器件顶面散热，并在机壳上内嵌铜水热管以减小导热凸台到设备安装面的传导热阻。

图 4 导热凸台示意图

2 仿真研究

使用 Ansys 软件对电路板组件进行稳态热仿真，确保组件中所有发热元器件均能满

足温度一级降额要求。组件安装面温度为 50℃定温边界，由于设备为多个相同的电路板

组件拼装而成，可忽略各个组件之间的传导和辐射传热，将电路板组件除安装面外的其

他边界均置为绝热边界。稳态热仿真模型控制方程和边界条件如式（1）~（3）所示。

0x y z
t t tk k k

x x y y z z
         
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0t t （组件安装面边界上） （2）
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式中，kx，ky，kz 分别为材料在三个方向的热导率， 为单位体积的发热量。

电路板热模型通过将电路板设置为各向异性的导热体实现，即通过电路板的覆铜层

数，覆铜厚度和覆铜面积比计算电路板的当量水平热导率和垂向热导率。元器件热仿真

时对于器件厂商仅提供器件结壳热阻的元器件使用简单热阻模型，对于厂商提供结壳热

阻和结板热阻的元器件使用双热阻模型。简单热阻模型可以通过热仿真得到器件壳温，

再通过式（4）计算得到器件结温。双热阻模型通过在仿真模型中求解公式（5）~（7）
直接得到器件壳温，器件安装局部电路板温度和器件结温[6]。

tJ = tC + Q · θJC （4）
Q = QJC + QJB （5）
tJ = tC + QJC · θJC （6）
tJ = tB + QJC · θJB （7）

式中，tJ为元器件结温，tC为元器件壳温，Q 为元器件热耗，QJC为从元器件顶部散出的

热量，QJB为从元器件底部散出的热量，θJC为器件的结壳热阻，θJB为器件的结板热阻。

通过热仿真得到电路板组件中元器件的壳温及结温如表 1所示，温度分布如图 5所

示，所有元器件温度均低于一级降额要求，满足设计条件。电路板组件中 D5的结温最高

为 83.6℃，距离 85℃一级降额要求具有 1.4℃的温度余量。虽然 D5的总热耗只有 1W，

但是由于其脚印面积仅为 0.86 cm
2
，器件脚印热流密度较大（约 1.2W/cm

2
），且器件的

结壳热阻为 10℃/W，器件内部结壳温升较大，最终导致器件具有较大的结温。

(a)电路板 CS 面温度分布



(b)电路板 SS 面温度分布

图 5 电路板组件温度仿真云图

表 1 元器件热耗及温度仿真结果

位号 封装 热耗 W 热阻℃/W 壳/板温℃ 结温℃ 

D1,D2,D3,D4 CGA1284 16*4
θJC=0.1 TC=69.6

71.6
θJB=1.8 TB=69.2

N1,N3,N5,N7 CGA376 3.6*4 θJC=0.5 TC=64.6 66.4

N2,N4,N6,N8 CGA255 1.4*4
θJC=20 TC=63.5

75.6
θJB=14 TB=64.2

N9,N10,N11,N12 FP16 1.2*4 θJC=1.02 TC=64.8 66.0

G1,G2,G3,G4 DIP9 3*4 θJC=3.5 TC=71.9 82.4

G5,G6,G7 DIP9 1.5*4 θJC=3.5 TC=67.4 72.7

D5 CFP36 1 θJC=10 TC=73.6 83.6

D6 CQFP208 0.5 θJC=5 TC=67.2 69.7

D7,D8,D9 FP16 0.3*3
θJC=7.8 TC=68.1

68.5
θJB=1.4 TB=65.8

L1 线圈 2 +5℃  TC=68.0 73.0

V1 TO39 0.5 θJC=30 TC=65.2 80.2
*对于热耗相同的元器件只在表中列出其最高温度



3 实验研究

热平衡实验是验证航天器热控设计的有效手段[7]。航天器电子设备热平衡试验是模

拟电子设备在外太空工作时的热环境和热载荷，通过测试电子设备主要发热元器件和散

热路径的温度，验证航天器电子设备热控措施的有效性和热仿真模型的准确性。本文设

计的热平衡实验测量系统如图 6 所示，由于电路板组件中使用热管，为了模拟热管在外

太空微重力状态，热平衡实验时调整组件方位，使热管保持水平，避免重力增强或减弱

热管的传热能力。为保证电路板组件的实验热边界和与仿真热边界状态一致，在组件两

侧包裹聚酯镀铝膜，减小电路板组件向真空罐壁的辐射散热。

图 6 热平衡实验系统图

实验一共测试了 25 个温度点，各个温度测点的位置如图 7 所示，温度测量结果如

表 2 所示。使用温度测量结果修正热仿真模型并对比相同位置的仿真温度，仿真温度与

测量温度的最大偏差为 2.9℃，平均偏差绝对值为 0.4℃，标准偏差为 1.6℃，说明热仿真

模型的准确性，且进一步证实所有电路板组件中所有元器件均满足温度一级降额要求。

(a)电路板组件 CS 面温度测点



（b）电路板组件 SS 面温度测点

图 7 热平衡实验温度测点布局

表 2 测量温度与仿真温度对比

测点序号 测量温度 ℃ 仿真温度 ℃ 偏差 ℃ 

TC1 50.2 50.4 0.2

TC2 71.3 70.8 -0.5

TC3 68.4 67.2 -1.2

TC4 63.1 65.7 2.6

TC5 58.3 61.2 2.9

TC6 67.8 78.5 10.7

TC7 63.7 62.2 -1.5

TC8 61.2 60.9 -0.3

TC9 56.9 56.8 -0.1

TC10 57.9 56.7 -1.2

TC11 52.4 51.6 -0.8

TC12 57.4 56.1 -1.3

TC13 53.2 55.9 2.7

TC14 64.7 74.3 9.6

TC15 66.8 66.6 -0.2

TC16 66.5 65.4 -1.1

TC17 65.4 62.8 -2.6



TC18 61.3 59.8 -1.5

TC19 58.4 57.5 -0.9

TC20 70.7 68.1 -2.6

TC21 63.4 62.0 -1.4

TC22 63.7 64.9 1.2

TC23 65.4 64.6 -0.8

TC24 66.9 66.4 -0.5

TC25 67.1 66.7 -0.4

4 结果与讨论

航天器电子设备的热设计流程是根据电设计工程师估算的元器件热耗选择合适的

器件布局和散热方法进行前期仿真和设计，在电子设备制造、组装和调试完成后实测设

备热耗并通过热平衡实验测量关重部位的温度，修正热仿真模型，获取所有发热元器件

的温度并总结经验为后续设备的热设计提供参考。本文的电路板组件热仿真模型已经过

热平衡实验结果修正，因此对与热平衡实验结果一致性很高。

由表 2 可以看出，TC6 和 TC14 两个测点的测量温度与对应仿真温度偏差较大。这

是因为 TC6 和 TC14 布置在信号处理元器件（D1，D3）的角部，而此元器件的面积较

大（35mm× 35mm），导致元器件热模型与实际器件物理模型在器件边缘处差异较大。

一般真实元器件只有器件中心的局部发热，但是在仿真建模时不知道器件的具体发热部

位大小，一般会对整个器件上均匀分布热耗，从而导致器件角部测量的温度比仿真温度

低。

由于铜水热管在航天器上使用的可靠性一直得到质疑，因此铜水热管在航天电子设

备中使用较少。目前仅有的报道是 NASA 在国际空间站中搭载了铜水热管，并通过实验

证实了铜水热管在近地轨道运行时的热性能与地面实验相当，且铜水热管工质在轨多次

凝结与解冻对铜水热管的性能没有明显影响[8]。本文使用铜水热管增强航天器信号处理

器的散热，铜水热管已经随信号处理器通过了各项地面鉴定试验。如果铜水热管的在空

间应用的长期可靠性能够在轨得到验证，那将极大的促进航天器电子设备的热控技术。

5 结 论

针对在轨长期工作的信号处理器电路板组件的散热难题，本文使用“L 型”纯铜导

热片，灌封导热支架，机壳设计导热凸台并内嵌铜水热管等散热技术。通过仿真研究了

电路板组件的温度分布，获取了主要发热元器件的结温。设计热平衡实验验证了仿真模

型的正确性和散热方法的有效性。信号处理器电路板组件所有元器件均满足温度一级降

额要求，其中元器件最高结温为 83.6℃。仿真和实验结果表明，本文针对不同的发热元

器件所采用不同的散热措施是有效地，能够为同类型航天器大热耗电路板组件的散热方

法提供参考。
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摘要：本文设计并搭建了板式换热器流动冷凝传热特性可视化实验系统，采用三自由度运动平台模拟海洋条

件，开展了海洋温差能温度水平下板式换热器在竖直、倾斜和晃荡姿态下流动冷凝传热特性的实验研究，得

到了倾斜和晃荡条件对板式换热器流动及冷凝传热特性影响特性。结果表明，相比于竖直姿态，垂直负倾角

和水平正倾角条件下板式换热器冷凝传热性能弱，而垂直正倾角和水平负倾角条件均可改善冷凝传热效果；

晃荡振幅提高能改善工质均流性，使得板式换热器的冷凝传热性能提升，但冷凝性能对晃荡频率影响不敏感。

关键词：板式换热器，海洋晃荡，气液两相流，冷凝传热

0 前言

板式换热器因具有高效换热、结构紧凑与高可靠性的特点成为浮式温差发电系统的核心

部件[1]。浮式温差能发电系统受海面风浪、潮汐及洋流的影响，存在倾斜、摇摆在内的不同

工作姿态[2]。由于浮体处于晃荡条件下工作，板式换热器交叉波纹通道间的两相流受到重力

场强变化干扰，进而影响板式换热器的流动冷凝传热性能。尤其在在温差能转化利用过程中，

小温差驱动的动力循环发电对换热特性变化的敏感性更为突出[3,4]。因此，海洋温差能温度水

平下姿态变化对板式换热器的流动和传热特性的影响亟需进一步探究。

Cheng 等[5]通过实验研究倾斜圆管中管径、流速和倾角变化过程中，管内气团的形成和

演变规律。Hsu 等[6]搭建了闭式两相回路研究倾角对小通道内两相传热特性的影响。Ren 等[7]

通过数值方法分析了晃荡对螺旋缠绕式换热器壳程流动和传热特性的影响。Sun 等[8]利用六

自由度运动平台实验分析了不同晃荡角度、周期和振幅对螺旋缠绕式换热器压降特性的影响。

截至目前，国内外研究者针对倾角和晃荡工况下换热器流动和传热特性的研究只集中在具有

圆管和矩形通道的管壳式换热器，尚未涉及到具有复杂几何通道的板式换热器。尤其海洋温

差能温度水平下板式换热器的流动冷凝传热特性尚未被揭示。

为此，本文设计搭建了板式换热器流动冷凝特性的可视化系统，实验观测板式换热器的

流型演变并研究重力场强变化对板式换热器内工质流动和冷凝传热的影响特性，阐释海洋晃

荡条件下板式换热器流动冷凝传热行为，重点研究倾斜和晃荡姿态的影响特性。

1 试验系统与方法

* 国家重点研发计划（No. 2019YFB1504303）



为研究海洋晃荡工况下板式换热器的流动冷凝传热特性所搭建的实验系统如图 1 所示，

主要包括热水回路、冷水回路、工质回路和数据采集系统四部分组成。其中，工质回路由工

质泵、蒸发器、减压阀、冷凝器与储液罐组成。本文中采用人字波纹角为 60° 的不锈钢换热

板片作为基本传热元件。冷凝器的整体结构包括 1 块可视化端板、2 块换热板片与 1 块固定

端板，尺寸为 480 mm（长） ×180 mm（宽） ×41 mm（高）。可视化端板由亚克力材料加工

制成，并在其表面蚀刻了与波纹板片相同的槽道，通过可视化端板可直接观测到工质在冷凝

器中的流动情况。固定端板为厚度 10 mm 铝板。冷凝器的结构及详细几何参数如图 2 所示。

将冷凝器安装于三自由度运动平台上以模拟海洋晃荡环境，配合安装在冷凝器工质侧和冷水

测的温度、压力传感器，以及用于识别冷凝器内流动状态的高速 CCD 构成了本实验系统的

测试段。温度、压力传感器用于测量工质流经冷凝器前后的热力状态变化。储液罐中的液态

工质经工质泵增压输送至蒸发器，受热水加热形成湿蒸汽或过热蒸汽，再经减压阀节流降压

进入冷凝测试段，在冷凝器中工质被冷凝再次进去储液罐，完成一次工质循环。工质泵和减

压阀的协同调节可以改变冷凝器的实验压力和流通流量。
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图 1 海洋晃荡工况下板式换热器流动冷凝传热的可视化试验系统：（a）实验原理；（b）冷凝器；（c）三自由

度运动平台

热水回路由配置两根电加热棒的热水箱、热水泵、可控直流电源以及温度、流量传感器

构成。其中，热水箱的容积为 50L，单根加热棒的最大功率为 2.5kW。通过安装在蒸发器入

口的温度传感器反馈调节可控直流电源的输出电压，以改变电加热棒的加热功率，实现热水

回路的温度控制。通过调节热水泵频率可实现热水流量调节。冷水回路由恒温水浴（型号：

DTY-15A）以及必要的温度、压力传感器构成。恒温水浴在 6 ℃下最大制冷量为 1.5kW，为

冷凝器提供恒温冷却水。



几何参数 数值

板片长度 (Lvertical) 0.43m
板片宽度 (Lhorizontal) 0.123m
板间平均宽度 (b) 0.0024m
板片厚度 (δ) 0.0006m
单板换热面积 (S) 0.032 m2

流通截面积 (Ab) 2.4 × 10-4 m2

人字角 (β) 60°
扩展因子 (φ) 1.17

可视化端板

换热板片
固定端板

图 2 实验用冷凝器的结构及其几何参数

数据采集系统采用 CCD 高速相机（型号：Photron FASTCAM SA4）配合高频无闪灯对

不同工况下冷凝器内的流形进行监测记录，图像采集频率根据冷凝的实际情况设置为 500 帧/
秒，采集时刻为一个实验工况达到稳态时。为了观测冷凝器内流动的沿程变化，沿工质流动

方向等分为三处拍摄。三个流量计分别被安装在工质回路、热水回路和冷水回路，用于测量

三个回路的流量变化。为了全面监测冷凝测试段的热力变化，在冷凝器的各进出口安装了 T
型铠装热电偶，并在冷凝器工质侧的进出口安装有压力传感器。图 1 中所示各个温度测点的

信号使用 T 型热电偶采集模块（型号：DAM-3134）采集，压力和流量测点的信号使用模拟

量采集模块（型号：MT2003）采集，并通过 MODBUS 协议与上位机实时通讯，在上位机上

实现数据在线显示、记录和保存。

2 结果分析与讨论

为了探究海洋温差能温度水平下海洋晃荡条件对板式换热器流动冷凝传热特性的影响，

本文选用 R134a 为循环工质，以冷凝对流传热系数（h）和流动压降（ΔP）作为量化指标，

展开研究垂直、水平倾斜角以及周期晃荡幅度和频率对板式换热器流动冷凝传热特性的影响。

此外，为了更加深入理解海洋晃荡工况对流动冷凝传热过程的影响，还通过可视化手段研究

了不同质量通量下工质在冷凝器中的流型演变。

2.1 竖直姿态

竖直姿态是板式换热器工作的基本姿态，所以本文首先研究了竖直姿态下板式换热器中

的流动冷凝传热特性。在质量通量从 30 到 37kg/(m2·s)的范围内，工质具有较高流速且工质

的气液相密度差大，所以气液界面剪切力对流动冷凝的影响较大。随着质量通量增加而增加

的气液相速度差强化了气液界面的剪切效果，增强了气液相间的扰动情况以及冷凝传热效果。

所以在该范围内，板式换热器内发生标准的强制对流冷凝，质量通量的增加会提高冷凝传热

系数，如图 3（b）所示。此时冷凝传热系数处于 2 ~ 3 kW/(m2·K)范围内，与文献中的数据相

吻合。为了研究过热度对冷凝传热系数的影响，将冷凝器的质量通量以及入口压力分别维持

在 29.3 kg/(m2·s)和 520kPa，不同冷水温度下的冷凝传热系数随过热度的变化曲线被呈现在图

3（c）中。在进入冷凝器后，当过热蒸汽直接接触低温换热板片时，工质在过热区中释放的



热量包括显热与潜热两部分，一部分过热工质在降温过程中释放显热，而另一部分过热蒸汽

遇冷会在换热板片壁面处发生直接冷凝释放潜热，并在该换热区中占有主导地位。此时，进

口过热度的增加会提升换热板片壁面温差，有效强化过热蒸汽在过热区的直接冷凝传热。所

以在一定过热度范围内，过热度的提高会增强板式换热器的整体传热效果。

图 3 竖直姿态下板式换热器的传热特性：（a）板式冷凝器内工质流动示意图；（b）质量通量对冷凝换热系数

的影响，冷凝压力和入口过热度分别为 520kPa 和 10℃；（c）不同冷却水温度下入口过热度对冷凝传热系数

的影响，冷凝压力和质量通量分别为 520kPa 和 29.3kg/m2s；（d）质量通量为 24 kg/m2s 时冷凝器中部典型流

型；（e）质量通量为 42 kg/m2s 时冷凝器中部典型流型；（f）质量通量为 65 kg/m2s 时冷凝器中部典型流型

选取最具流动特征代表性的中部换热区的流型比较不同质量通量下板式换热器中流动的

变化情况。从图 3（d ~ f）中可发现，由于实验用换热器的工质侧进出口均设于左侧，因此

在换热器的左侧区域会形成工质优先流通路径，并会较右侧区域分配更多的工质流量，所以

板式换热器中部换热区中左侧扰动更为剧烈，而右侧流动则相对平缓。此外，虽然随着工质

质量通量的增加会导致更厚的冷凝液膜厚度，但是右侧区域的非优先流通路径在这一过程中

的工质流量分配也会得到同步增加，均流性得到了有效改善。

2.2 倾斜姿态

由于海平面的波动，倾斜姿态海洋浮式发电平台中的常见姿态，不同的倾斜姿态及倾斜

角度会改变工质沿流动方向和垂直方向上的重力分量，进而影响工质在板式换热器中的流动

及传热特性。本文考察了冷凝器入口为饱和态时，垂直和水平倾角对冷凝传热系数、热流密

度以及沿程压降的影响。

图 4 展示了垂直倾角对板式换热器中流动及传热特性的影响。从图中可以看出在-20°到
20°范围内，倾角的增加可以提高板式换热器的传热效果，即冷凝传热系数（图 4（a））和热

流密度（图 4（b））。当倾角从 0°增至-20°时，垂直于工质流向的重力分量始终指向可视化端

板，且工质与换热板片的接触被逐渐减弱。另一方面，平行于工质流向的重力分量在此过程

中减小，重力对流速的增强作用逐渐被减弱，也减小了工质与换热板片间的剪切力，冷凝传

热被弱化。所以，在该范围内，冷凝传热系数和热流密度随着倾角的增大而减小。而在倾角



由 0°增至 20°的过程中，垂直于工质流向的重力分量指向换热板片且逐渐增加，此时冷凝液

膜更多分布于换热板片侧，并在倾角增加的过程中被逐渐拉长，这有效减小了冷凝液膜的热

阻，使冷凝传热特性得到增强。在该范围内，冷凝传热系数和热流密度随着倾角的增大而增

大，并且增强现象较负角度的削弱现象更明显。在当前各工况中，板式换热器中的全膜冷凝

和部分膜冷凝均为分离流，此时冷凝摩擦压降受气液相界面剪切力及工质与换热板片间剪切

力共同作用。由图 4（d）可知，当板式换热器垂直倾斜由-20°增至 20°时，沿程压降会随着

倾角变化而略有增加，并且增幅随质量通量的增大而趋于明显。

图 4 垂直倾角对冷凝传热特性的影响，冷凝器入口为饱和液态，入口压力为 520kPa：（a）冷凝传热系数；

（b）热流密度；（c）压降

图 5 展示了水平倾角对板式换热器中流动及传热特性的影响。当倾角小于 0°时，液膜受

重力影响分布在板式换热器工质进出口侧，此时工质气相覆盖了大部分换热区域，较竖直姿

态增加了冷凝换热面积，因此冷凝效果随着负倾角的增加而得到改善。而当倾角大于 0°时，

液膜在重力作用下聚集在板式换热器非进出口侧的底部区域，出现工质在板式换热器中的积

存现象并且导致流动死区，增加了液膜导热热阻的同时也减小了冷凝换热面积，此时较竖直

姿态具有更差的冷凝传热效果，如图 5（b）和（c）所示。从图中可以看出，质量通量的减

小会弱化工质堆积和流动死区对冷凝传热的影响，较质量通量 65 kg/(m2·s)时，正倾角增加

20°导致冷凝传热系数减小了 5.1%，质量通量 36kg/(m2·s)时，冷凝传热系数只减小了 0.49%。

从图 5（d）中可以看出，不同质量通量下沿程压降均随负倾角的增加而增加，随正倾角的增

加而减小或不变。因为负倾角会导致液体积聚在板式换热器的进出口侧而阻碍气相工质的流

动，随着负倾角的减小，液膜在板式换热器中分布趋于均匀，减弱了剪切力的影响，降低了

冷凝过程中的沿程阻力。值得注意的是，随着质量流量的升高，冷凝状态从部分膜冷凝逐步

转化为全膜冷凝，负倾角对压降影响的转折点随之向小倾角转移，如 65 kg/(m2·s)的转折点为

-5°，58 kg/(m2·s)的转折点为-15°。当质量通量较小，为部分膜冷凝时，由于板式换热器工质

进出口不是对称布置，小正角度倾斜有助于均匀化换热器内的气液分布以降低沿程阻力，过

大的倾角导致换热器进出口侧以气相工质为主，流动阻力较小，倾角改变对阻力的影响不明

显。当质量通量较大为全膜冷凝时，正倾角会增大沿程阻力，但是随着倾角的增加，影响程

度下降。



图 5 水平倾角对冷凝传热特性的影响，冷凝器入口为饱和液态，入口压力为 520kPa：（a）冷凝传热系数；

（b）热流密度；（c）压降

2.3 晃荡姿态

包含横摇和纵摇在内的晃荡姿态是海洋浮式发电平台的基本运动姿态，该姿态不仅会影

响板式换热器内的重力分布，还会产生附加惯性力。通过三自由度运动平台分别模拟频率

0.05Hz、0.1Hz、0.2Hz 下不同倾角的垂直晃荡和水平晃荡，以研究晃荡频率和振幅对板式换

热器中工质流动和冷凝传热特性的影响。

图 6 垂直晃荡频率对流动和冷凝传热特性的影响，冷凝器入口为饱和液态，入口压力为 520kPa：（a）冷凝

传热系数；（b）压降

垂直晃荡条件下（见图 4（a）），质量通量的增加会导致更小的冷凝传热系数和更大的沿

程压降，但是频率影响板式换热器流动和冷凝传热特性的规律性较弱，如图 6 所示。晃荡姿

态所产生的周期性切向惯性力和离心惯性力有效强化了板式换热器流道间气液相工质间的扰

动，促进了板式换热器中冷凝液膜的湍流发展和液膜中液滴的分离。此外，冷凝液膜在板式

换热器中的周期性运动可有效提升工质在板式换热器中的流动均匀性。所以，振幅的增加会

提高板式换热器的冷凝传热系数，当质量通量和频率分别为 58 kg/(m2·s)和 0.2Hz 时，相比于

竖直状态，振幅为 20°的周期晃荡提高了冷凝传热系数 4.4%。从图 6（b）中可以看出振幅的

增加会导致更大的压降，但是由于垂直晃荡仅会影响工质沿垂直流动方向上的运动，但是板

间距 2.4mm 的小空间限制了工质波动的发展，所以振幅影响压降的幅度较小，在实验测试范

围内，压降变化率仅为 0.8%。

水平晃荡条件下（见图 5（a）），质量通量的增加会弱化冷凝传热效果并增大流动阻力，

如图 7 所示。板式换热器的流动和冷凝传热特性对水平晃荡频率的敏感性较弱，但是对水平

振幅的敏感性较强，尤其在大质量通量的条件下，因为周期晃荡产生的切向/离心惯性力会强

化流动间的工质流动，破坏冷凝液膜的形成和增厚。从图 7（a）中可以看出，当质量通量大



于 58 kg/(m2·s)时，振幅的增大会提高板式换热器的冷凝传热系数。当振幅为 2Hz 时，58 和

65 kg/(m2·s)质量通量下，相比于竖直状态，具有 20°振幅的板式换热器的冷凝传热系数分别

提高了 3.5%和 6.4%。就流动压降而言，在小质量流量条件下，随着振幅变化压降基本保持

稳定，但是当质量通量大于 58 kg/(m2·s)时，振幅的增加会显著提高板式换热器的流动压降，

如图 7（b）所示。

图 7 水平晃荡频率对流动和冷凝传热特性的影响，冷凝器入口为饱和液态，入口压力为 520kPa：（a）冷凝

传热系数；（b）压降

3 结论

本文设计搭建了板式换热器流动冷凝传热的可视化实验系统，采用三自由度运动平台模

拟海洋晃荡条件，开展了海洋温差能转化利用涉及的板式换热器在竖直、倾斜和晃荡姿态下

的流动冷凝传热特性实验，得到了倾斜和晃荡条件对板式换热器流动冷凝传热的影响特性。

研究结果表明：

（1）垂直负倾角角度的增加会弱化重力对冷凝液回流作用，导致板式换热器的冷凝传热

系数变小。垂直正倾角会拉长换热板片侧的冷凝液膜，减小传热热阻而增强冷凝传热性能。

（2）相较于竖直工况，水平负倾角有利于排液，可以扩大蒸汽区域，改善冷凝传热性能；

水平正倾角会导致冷凝液积存并存在流动死区，所以板式换热器内冷凝传热性能受到削弱。

（3）质量通量和晃荡行为是影响板式换热器流动冷凝性能的重要因素。在垂直/水平晃

荡条件下，质量通量的增加在改进冷凝传热性能的同时也导致更大的沿程压降。晃荡幅度的

增加干扰冷凝液膜流动，改善冷凝液均流作用，提高板式换热器冷凝传热系数，在大流量和

高频率下的改善效果更为突出。但是，板式换热器的流动冷凝传热特性对晃荡频率影响的不

敏感。
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摘 要 针对电弧熔丝增材制造过程，建立了考虑熔滴撞击、重力、传热和传质等因素的三维瞬态 CFD 数值

模型，将三种焊接位置下的单道单层焊道模拟结果与实验结果进行对比，验证了模型的准确性。基于三维

瞬态数值模型，探究了焊接方向、熔滴过渡频率、熔滴初始温度三种焊接工艺参数对多层熔覆成形过程的

影响，为电弧增材制造技术的工艺优化和过程控制提供理论指导，有助于解释多层熔覆过程的成形机理，

改善焊道成形形貌。

关键字 电弧增材制造；数值模拟；焊接工艺参数；多层熔覆；焊道成形

1 前言

增材制造技术是基于离散-堆积原理直接制造零件的技术，不同于传统的切削加工技术，

其加工工序较少，并且在复杂结构成形方面具有显著的效率提升。从微观尺度到中观和宏观

尺度，增材制造技术为具有不同功能的复杂结构的设计和制造带来了重大机遇[1].增材制造

技术如今被广泛应用于航空航天、石油化工等领域，目前已经开发了许多金属增材制造的相

关技术，根据热源的不同可以将金属增材制造技术分为激光增材制造、电子束增材制造、电

弧增材制造[1]。其中电弧增材制造（WAAM）基于熔化极气体保护焊(GMAW)、钨极气体保

护焊(TIG)、等离子弧焊(PAW)、冷金属过渡焊（CMT）等焊接技术发展而来，可在现有的

焊接行业进行改造，投资成本低，适合大规模工业化应用，而且具有沉积效率高、材料利用

率高、对零件尺寸限制少、零件易于修复等优点。但电弧增材制造过程中电弧和高温熔滴携

带着大量热量，随着熔覆层数的增多，零件中存在大量热积累，部分凝固金属经历了重熔，

熔覆层的形貌难以控制，这些问题直接影响着成形零件的强度、尺寸控制、表面质量。因此，

降低熔覆过程中的热积累，更精确的控制零件成形形貌是电弧增材制造技术所面临的一大挑

战[2]。

电弧增材制造过程涉及焊丝熔化、熔滴过渡、高温液态金属在熔池内的对流流动、熔

池自由表面变形、液态金属凝固等多种复杂物理现象[3]。这些复杂的物理过程综合决定了熔

覆层的形状和尺寸[4]、微观结构[5]、力学性能[6]、残余应力和组件的变形[7]。不同焊接工艺

参数对电弧增材制造过程中的物理现象有着显著影响，众多学者为确定最佳工艺参数，控制

熔覆层形貌和尺寸进行了深入研究。Gomez Ortega 等[8]研究发现了焊接工艺参数对 WAAM
Al5Si 合金单层和多层熔覆几何特征的影响。研究发现，为了熔覆多层焊道，需要逐渐增加

焊接速度以保持恒定的焊道层宽，这是由于逐层堆叠产生的热积累造成的。Xiong 等[9]发现

通过对送丝速度的控制，可以实现 WAAM 中熔覆高度的良好控制。Xu 等[10]基于脉冲等离

子弧熔覆技术，对比分析了有无层间冷却对 Inconel 625 合金熔覆层微观结构和力学性能的

影响，发现进行层间冷却的熔覆方式相较于连续熔覆方式显著提高了熔覆层的熔覆精度和力

学性能。Lu 等[11]通过在母材底部预埋水管冷却铜板的强制冷却方法，降低了多层熔覆中的
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热积累，得到了满意的金属部件。

为理解 WAAM 的内部物理机理，指导工艺优化，开发具有物理和实际焊接模型的数值

方法使得通过计算流体动力学（CFD）模拟预测熔池特性和焊道几何形状成为可能。刘东帅

等[12]借助 ANSYS 有限元仿真对 WAAM 的成形过程进行了数值模拟，在单道多层熔覆的模

拟中发现，随着熔覆层数的增多，前四层每层焊道的峰值温度升高，由于焊道中上部的热量

只能向下传递，因此焊道中的热积累逐渐加剧。张天雷等[13]利用商业 CFD 软件 FLUENT 对

基于 MIG 的 WAAM 熔池特性进行了模拟，采用流体体积法和焓-孔隙度法进行熔池自由表

面和固液界面的追踪，对曲面上熔池的形貌变化、流动方式进行了分析。Bai 等[14]建立了基

于等离子弧焊（PAW）的电弧熔丝增材制造（WAAM）多层熔覆过程中流体流动和传热行

为的三维数值模型，对第 1、2、21 层熔覆进行了瞬态模拟。预测了熔覆焊道和熔池的形状

和尺寸，并与实验结果进行了比较。Wu 等[15-16]使用 FlOW-3D 进行数值模拟，探索了在平

坦基底上高速气体保护金属电弧焊过程中驼峰的形成和抑制机制。Ogino 等[17]提出了一个 3
维简化模型来模拟 WAAM 过程，同时忽略了熔滴的形成、长大和脱落，研究了不同熔覆条

件（包括层间温度、焊接方向）对熔覆层形貌的影响。

当前 WAAM 定量研究仍十分缺乏，因此本文建立了考虑熔滴撞击、重力、传热传质等

多因素的三维瞬态 CFD 数值模型，探究了单道单层焊道的熔池特性和形貌特征，并与实验

结果相对比验证了数值模型的准确性；利用验证模型对不同工艺参数下的单道多层、多道多

层焊道进行数值模拟，掌握了多种焊接工艺参数对焊道成形的影响规律，为电弧增材制造技

术提供了定量指导。

2 数学模型

2.1 模型假设

为研究在不同焊接工艺参数下 GMAW 增材制造的熔池特性和成形形貌，本文建立了三

维瞬态计算流体动力学模型，图 1 是 GMAW 增材制造示意图。该过程是一个涉及传热传质

的复杂过程，为了简化数学模型，采用了以下假设：

（1）流体流动为层流，液态金属为牛顿不可压缩流体。

（2）焊丝和基板的物理特性被视为相同且一致。

（3）在焊丝熔化一端的熔滴过渡被视为熔滴以一定的直径、频率、初始速度、初始温

度冲击基板。

（4）忽略了液态金属蒸发所引起的热量和质量损失。

图 1 GMAW 增材制造示意图



2.2 控制方程

GMAW 的熔池在三维笛卡尔坐标系中建模，流体流动和传热遵循质量、动量和能量守

恒的控制方程，如方程（2.1）、（2.2）和（2.3）所示。流体体积函数（VOF）方法用于跟踪

熔池的自由表面，如方程（2.4）所示。

质量守恒方程：

t cV S



 


（ ） （2.1）

式中：ρ为密度；V 为速度矢量。

动量守恒方程：
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能量守恒方程：
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


        


（2.3）

VOF 方程：

( ) S
F V F F
t


  


（2.4）

VOF 方法利用网格体积函数 F（x、y、z、t）与网格单元中流体之间的关系分析两相界

面。网格体积函数 F（x、y、z、t）代表其中某相流体的体积分数，其值在 0 和 1 之间。如

果 F=0，表示此单元格中不含有该相流体；如果 F=1，表示此单元格中只含有该相流体；

如果 0<F<1，表示此单元格中同时含有该相流体和其它流体，流体相界面位于此单元格内。

此外，采用焓-孔隙度法[18]来模拟金属材料的熔化和凝固。液-固混合区被视为孔隙度等

于液体分数 f 的多孔区，可用于追踪固液界面。材料的焓可计算如下：

f
f

re

T

re pT
h h c dT fL   （2.5）

其中液体分数 f 可由随温度线性变化的方程（2.6）确定。
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2.3 熔滴过渡模型

在 GMAW 工艺中，填充焊丝熔化并以熔滴的形式携带着质量、动量和能量转移到熔池

中。在这项研究中，传热传质过程被建模为熔滴直径 dd=1.4mm 大小的球形区域中的源项，

这是通过高速摄像机获得的。熔滴的初始速度 vd 为-0.3m/s（-Z），熔滴的初始温度 Td 为

2800K[19]。熔滴过渡频率可通过方程（2.7）计算，该方程基于焊丝和熔滴的质量守恒，其

中忽略了金属蒸发和焊接飞溅。
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2.4 表面力

施加在熔池自由表面上的电弧压力近似用高斯密度分布[20]表示，方程如下所示：

2

2 2exp( )
2 2arc

P P

P rP
 

  （2.8）

其中 P 和 σP可以通过以下经验公式确定：

0.04307 0.0001981 ( )P I N   

1.4043 0.00174 ( )P I mm    （2.9）

此外，熔池的表面张力对焊缝外观有着显著影响，并且随着温度的升高而降低，这将导

致 Marangoni 流动[21]，方程如下所示：

0 f( )re
d T T
dT


    （2.10）

2.5 体积力

在焊接过程中熔滴过渡和熔池流体流动考虑了重力、浮力和电磁力。Boussinesq 近似[22]

用于描述密度变化对浮力的影响，如流动方程：

( ) ( )bouyancy L L m LS g T T g        （2.11）

根据满足麦克斯韦方程的焊接电流和磁场计算焊接熔池中非空隙单元的电磁力，并以 x、
y 和 z 方向的三个分量表示如下[23]：
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2.6 边界条件

气体保护金属电弧焊是一个复杂的物理过程，包括传热和传质。该区域的热输入包括熔

滴热和电弧热，而热损失包括对外部环境的热对流和辐射。因此，能量条件描述如下：

0
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为了促进马兰戈尼流动，作为自由表面上边界条件的剪切应力平衡描述如下：
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作为自由表面上边界条件的压力平衡描述为：

1 2

1 12 ( )n
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2.7 热源模型

传递到熔池的热量由两部分组成，一部分是高温熔滴携带的熔滴热量 Qdrop；另一个是

作用在自由表面上的电弧热 Qarc。熔滴热可通过以下公式计算：

0( )
6

p d d L d
drop L d T

c f d T T
Q c m

  
   （2.16）

电弧热可按如下方式确定：

arc dropQ UI Q  （2.17）

对于电弧焊接过程的热结构模拟，双椭球热源模型[24]被广泛用于模拟电弧热，但对于

具有动态自由表面的熔池模拟，由于弧柱下的小孔效应[19]，这将导致明显的偏差。因此，

高斯电弧热源模型[25]被用于模拟作用于熔池自由表面的热通量，如下式所述：

2
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Q rq r r x y
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其中 σa可由以下经验公式[25]确定：

0.29410.533 (mm)a I  （2.19）

2.8 数值模型

利用商业 CFD 软件 FLOW-3D 求解控制方程和相关物理模型，该模型使用的 Tru-VOF
方法对自由表面的追踪问题具有很高的精度以及出色的计算效率，计算区域与网格划分如图

2 所示。本模型不考虑电弧部分，只考虑熔滴下落成形计算，计算区域分为基板材料区和上

部空气域，高温的熔池向周围空气传递热量，并且也在该区域形成了焊道，环境温度设定为

300K；下部分为基板，基板的初始温度为 300K。

图 2 数值模型计算区域和网格划分

网格的尺寸设置为 0.2mm，网格类型为 Non-conforming，此时的模型精度已经足以描述

熔池的自由表面。采用 GMRES 解算器求解压力-速度耦合方程，使用拉格朗日分裂方法追



踪尖锐界面，初始时间步长设置为 2.5×10−5s。
本文电弧熔丝增材制造使用的填充焊丝材料为 AWS ER70S-6，属于镀铜低合金钢气体

保护焊丝，该焊丝材料具有优良的焊接工艺性能，成形焊道形貌美观，焊接过程中产生的飞

溅较小，焊缝具有较高的抗拉伸性能及低温冲击性能。上述低合金钢材料的热物性参数如表

1 所示。

表 1 低合金钢热物性参数

物理量 符号 值

液相密度（kg/m3） ρL 6900

液相比热容（J/kg/K） cL 732

液相热导率（W/m/K） kL 26.9

表面张力系数（kg/s2） γ 1.2 

粘度系数（kg/m/s） μ 0.0059 

液相线温度（K） TL 1798

固相线温度（K） TS 1768

熔化潜热（J/kg） hsf 2.77×105

固相密度（kg/m3） ρS 7500

固相比热容（J/kg/K） cS 726

固相热导率（W/m/K） kS 32.3

初始温度（K） T0 300

对流换热系数（W/m2/K） hc 100

Stefan Boltzmann 常数（W/m2/K4） σ 5.67×10-8

表面张力梯度系数（kg/s2/K） dσ/dt -0.0003 

3 模型验证

本文参照 Hu 等[26]设计的电弧焊接实验进行了数值模拟研究，实验系统如图 3 所示。

图 3 机器人焊接系统[26]

熔覆实验在厚度为 10mm 的低碳钢基板上进行，该基板被夹在可调节倾斜角度的工作

台上，以满足各种焊接位置下的使用工况。使用直径为 1.2mm 牌号为 AWS ER70S-6 的实心

线作为焊丝材料。使用 18% CO2和 82% Ar 的混合物作为保护气体，其流速为 15L/min。
为了研究焊接位置和焊接电流对熔池和焊道成形形貌的影响，采用了三种焊接位置，如

图 4 所示。在平焊位置下，重力垂直于基板表面和焊枪行进方向；在横焊位置下，重力平行

于基板表面且垂直于焊枪行进方向；在向下立焊方式下，重力平行于基板表面并与焊枪行进



方向相同。焊接速度保持为 8mm/s，同时调节送丝速度和电弧电压以获得所需的焊接电流，

焊接参数如表 2 所示。每例实验进行三次，通过高速摄像机拍摄图像分析熔池特性，随后通

过三维激光扫描仪测量焊道横截面轮廓。在每个焊道的三个不同位置测量焊道几何变量，并

计算平均值。

（a）平焊位置 （b）横焊位置 （c）向下立焊

图 4 焊接位置示意图[26]

表 2 不同焊接电流下的焊接参数

NO. 1 2 3

焊接电流（A） 140 180 220

送丝速度（m/min） 3.4 5.0 6.5

焊接电压（V） 19.5 22.0 22.8

焊接速度（mm/s） 8 8 8

焊道长度（mm） 50 50 50

三种焊接位置下 CFD 模拟和实际焊接实验的单道单层焊道几何形状对比如图 5 所示，

二者形貌表现相似。在选取的焊道横截面中测量其几何数据，平焊位置焊接电流 180A 下模

拟得到的焊道平均宽度为 7.43mm，焊道平均高度为 2.14mm；实验得到的焊道宽度为 7.62mm，

焊道高度为 2.12mm[26]。

（a）平焊位置 （b）横焊位置 （c）向下立焊

图 5 数值模拟和实验焊道几何形状对比

图 6 中展示了三种焊接位置下模拟与实验得到的焊道尺寸对比，模拟和实验结果对比显

示焊道高度和宽度随焊接电流的变化趋势一致，模拟与实验的测量结果基本吻合，误差在合

理范围之内，验证了数值模型的准确性。
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（a）平焊位置 （b）横焊位置 （c）向下立焊

图 6 数值模拟和实验焊道几何尺寸对比

4 计算结果与分析

在电弧熔丝增材制造中，对成形构件的形貌和尺寸把控至关重要，焊道的形貌和尺寸直

接决定了成形构件的质量，而掌握焊接工艺参数对焊道成形过程和成形形貌的影响就是提高

成形质量的根本，因此需要对多种工艺参数下的成形规律进行分析和总结。在本节的模拟研

究中，焊接位置均为平焊位置。

4.1 焊接方向对焊道成形的影响

4.1.1 单道多层熔覆

在本节中考虑了两种焊接方向，如图 7 所示。第一种焊接方向为每一层焊道的起始引弧

位置和结束灭弧位置都在同一竖直线上，每一层的焊接方向都是相同的从左向右焊接，如图

7（a）所示。第二种焊接方向为从第二层焊道开始，每一层的焊接方向与前一层都是相反的，

如图 7（b）所示。总熔覆层数为 10 层，焊接长度为 50mm，模拟中使用的焊接参数为表 2
中焊接电流 180A 下所示。

（a）焊接方向 L-A （b）焊接方向 L-B

图 7 模拟中两种焊接方向热源运动示意图

图 8 显示了熔覆层主视图及其在焊道中心的横截面的数值结果。如该图所示，在焊接方

向 L-A 方式下，进行 10 层熔覆后的焊道起始位置与结束位置的高度差较大，焊接起始位置

的高度显著高于结束位置，整体形状呈现为倾斜状；而在焊接方向 L-B 方式下，焊道的起

始位置与结束位置的高度差较小，整体形状更为均匀平整。

（a）焊接方向 L-A （b）焊接方向 L-B

图 8 不同焊接方向对多层熔覆形貌的影响

焊接方向 L-A 方式下的焊道 Y-Z 横截面相较于 L-B 方式下的焊道横截面，呈现出的形

貌表现为宽度较窄、高度较高，焊道总高度右侧低于左侧从两种焊接方向下的焊道横截面来

看，熔覆层的竖直度均良好，此外都呈现出熔覆的前几层相较于焊道中上部宽度较窄的形貌。

这是由于在前期的熔覆过程中，基板处于室温 300K 下，熔覆时电弧和熔滴的热量有一部分

传递给了基板，并且沿着基板向周围环境进行热传导，因此前几层焊道冷却速率较高、宽度

较窄；而随着熔覆的继续进行，焊道上方的热输入只能向下传导，并且低合金钢的导热性能

较差，所以焊道中存在大量的热积累，熔池的流动更剧烈，熔融金属的铺展性增强，导致焊

道中上部的宽度较宽。当以 L-A 方式进行焊接时，随着热源运动，起弧位置处由于热传导

而逐渐降温发生相变，熄弧位置处由于热源的影响而保持高温、低剪切粘度、低表面张力、



强铺展性而导致累积高度低于起弧位置，形成高度差；以 L-B 方式进行焊接时，则因左右

两端位置循环作为起弧位置开始熔覆，两端热积累程度较高，使焊层成形为两侧低中间高的

形态。焊道横截面的两侧有一些部位呈凸起状，这是由于熔覆过程是逐层进行的，每一层的

交界处无法完全平滑的过渡。焊道顶部由于最后一层熔覆过程中，在熔池的表面张力影响下

表现为弧状。

图 9 展示了两种焊接方向下熔覆高度演变。如图 9（a）所示，在两种焊接方向下，第

二层焊道高度低于第一层的高度，随后每一层的平均高度总体上逐渐下降。这是由于从第二

层开始的每一层熔覆都是在上一层焊道曲面上进行，熔融金属受重力和电磁力的影响更多的

向两侧流动，因此焊道平均高度减小，而焊道平均宽度略有增加。
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图 9 两种焊接方向下单道多层熔覆高度演变

两种焊接方向下的每层焊道高度在前四层基本吻合，随后焊接方向 L-B 下的焊道平均

高度明显小于焊接方向 L-A 方式，直至第九层后焊道高度又保持吻合。如图 9（b）所示，

从第 5 层至第 10 层熔覆结束，焊接方向 L-A 方式的焊道总高度逐渐大于 L-B 方式。这是由

于熔覆前四层的过程中，焊道的热量有一部分通过基板传递到周围环境，此时焊道中的热积

累较小，因此焊接方向的改变对焊道高度变化的影响较小。而熔覆焊道中上部分的过程中，

焊道中的热量只能向下方焊道传递，焊道中有着大量的热积累，焊接方向的改变使焊道起始

位置和结束位置的热量分布较为均匀，熔池的铺展性更好，所以相比之下焊接方向 L-B 下

的焊道更平整，中上部的每层熔覆高度较小、宽度较大。

4.1.2 方形多层熔覆

在本节中通过模拟讨论了焊接方向对 5 层方形熔覆的影响，与单道多层熔覆的情况不同

的是，焊道的起始位置和其结束位置在每一层中重叠。对两种不同焊接方向的模拟进行了对

比分析，模拟中热源的运动方式如图 10 所示。在第一种情况下，每一层焊道的起始位置相

同，焊枪的运动方向也都为逆时针，如图 10（a）所示；而在第二种情况下，每一层焊道的

起始位置相同，但从第二层开始每一层焊枪的运动方向都与上一层相反，如图 10（b）所示。

（a）焊接方向 S-A （b）焊接方向 S-B

图 10 模拟中两种焊接方向热源运动示意图



图 11 显示了两种焊接方向下方形堆积熔覆 5 层的形貌模拟结果。如图 11（b）所示，

当每一层的焊接方向都与上一层相反时，抑制了熔覆高度的变化，四条封闭焊道的形貌相比

之下更为平整一致，焊接方向的选择对获得方形均匀熔覆的焊道非常重要。在方形焊道熔覆

的过程中，由于四条焊道首尾相连，四条焊道的起始位置和结束位置相互重合，在四个边角

处的熔覆量会多于焊道的其他部分，因此在焊接方向 S-A 下，四个边角的焊道高度会高于

焊道的其余部分。在焊接方向 S-B 下，由于每一层焊接方向相反，四个边角处熔池的热输

入增加，熔融金属的铺展性增加，因此有效抑制了焊道高度变化，使得焊道整体形貌更平整。

（a）焊接方向 S-A （b）焊接方向 S-B

图 11 两种焊接方向下方形多层熔覆形貌

以焊道四个边角处及四条焊道中间位置的焊道高度平均值为标准，测量了两种焊接方向

下每层焊道平均高度与焊道总高度随熔覆层数的演变，如图 12 所示。两种焊接方向下第一

层熔覆均以逆时针方向进行焊接，因此第一层焊道高度并未有明显差异。从熔覆第二层开始

焊接方向 S-A 的焊道平均高度均大于焊接方向 S-B 的焊道平均高度，焊接方向 S-B 的焊接

方式成功抑制了焊道总高度。两种焊接方向下的焊道平均高度均随着层数的增加而变小，第

一层到第三层的熔覆中，焊接方向 S-A 和 S-B 下焊道高度分别降低了 26.8%和 33%，而第

三层到第五层的熔覆过程中焊接高度分别降低了 2.8%和 0.7%，熔覆层的高度在前三层变化

较大，随后高度变化变小，与单道多层熔覆过程中焊道高度的变化相似。
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图 12 两种焊接方向下方形多层熔覆高度演变

4.2 熔滴初始温度对焊道成形的影响

在焊接过程中，熔滴的初始温度受电极材料、电源极性、焊接方法等因素影响，适当的

熔滴初始温度为更好的控制焊道的成形形貌提供了基础。

图 13 展示了三种熔滴初始温度下的 5 层熔覆焊道形貌及焊道截面温度分布，随着熔滴

初始温度的升高，焊道的总高度变小、宽度变大。熔滴初始温度从 2600K 升高到 3000K，

熔池的尺寸也随之增大。熔滴初始温度 2600K下的焊道起始位置和结束位置的高度差较小，



整体形貌更平整。熔滴初始温度的增加使得焊道形貌愈为倾斜，因此适当的熔滴初始温度对

控制焊道成形形貌非常必要。

（a）T1=2600K

（b）T2=2800K

（c）T3=3000K

图 13 三种熔滴初始温度下焊道形貌及截面温度分布

三种熔滴初始温度下的焊道横纵截面图中可以发现三种熔滴初始温度下的焊道竖直度

都较好，随着熔覆层数的增多，焊道宽度逐渐增大，焊道顶部呈现光滑的圆弧状。熔滴初始

温度的增加最直观的改变为熔池长度的增加，这是熔池内热输入增加所引起的。热输入的增

加使得熔池的铺展性增强，熔滴初始温度从 2600K 升高到 3000K 后焊道形貌逐渐“坍塌”，

具体表现为焊道高度的降低及焊道宽度的增加。

在进行多层熔覆时，每层都会因为后层的热输入而导致已经凝固的焊道再次经历多次热

循环。取基板表面的中点为温度监测点，测量其 5 层熔覆过程中的温度变化，结果如图 14
所示。从图中可以看出，在每一层的熔覆中，温度很快上升，在达到峰值温度后立即冷却，

随着熔覆层数的增多，每层冷却时的最低温度也呈阶梯式上升，这是由于焊道中过量的热积

累导致焊道的冷却速率降低。

随着熔滴初始温度的升高，基板中心点每层熔覆的峰值温度在前四层都持续升高，基板

中心点的峰值温度出现在第四层熔覆结束时刻，此时熔滴初始温度 2600K 下基板中心点的

峰值温度为1183K，熔滴初始温度为2800K下为1226K，熔滴初始温度为3000K时为1326K。

熔滴初始温度从 2600K 升为 2800K 后基板中心点的峰值温度升高了 3.6%，而熔滴温度从

2800K 提高到 3000K 后基板中心点的峰值温度增加了 8.2%。熔滴初始温度 2600K 和 2800K
下的基板表面中点热循环曲线较为接近，当熔滴初始温度上升到 3000K，热循环曲线中的每

层熔覆的峰值温度和最低冷却温度均明显升高，并且随着熔覆层数的增多温度差进一步增大。



图 14 基板表面中点热循环曲线 图 15 三种熔滴初始温度下焊道高度演变

图 15 展示了三种熔滴初始温度下的焊道高度演变，在前三层熔覆中，熔覆高度逐渐减

小，并且随着熔滴初始温度的升高，每层熔覆高度都明显减小。从第三层熔覆开始，熔滴初

始温度 2600K 和 2800K 下的焊道高度变化较小，基本保持恒定；而熔滴初始温度 3000K 下

的焊道高度依然保持持续减小的趋势。这与图 14 三种熔滴初始温度的热循环曲线特征对应，

2600K 和 2800K 的熔滴初始温度下的焊道热循环表现相似，其焊道几何尺寸的变化也保持

相同趋势，而熔滴初始温度 3000K 时在热循环曲线中明显更高的峰值温度和冷却温度与其

焊道的几何尺寸变化相符。由于更高的熔滴初始温度使得熔覆焊道中上部时热积累严重，熔

池的冷却速率降低，铺展性增强，因此焊道高度持续减小。

4.3 熔滴过渡频率对焊道成形的影响

熔滴过渡频率（送丝速度）是 GMAW 增材制造过程中非常重要的参数，因为其决定了

单位时间内送入熔池中的熔滴量，影响了成形尺寸的大小。模拟选定 3 个不同的熔滴过渡频

率，根据表 3 和方程（2.7）可计算出不同送丝速度下的熔滴过渡频率，分别为 50Hz、71.5Hz
和 92.5Hz，焊接速度设定为 8mm/s，熔滴初始温度为 2800K。

三种熔滴过渡频率下模拟得到的焊道形貌如图 16 所示。熔滴过渡频率的不同对焊道形

貌产生了显著影响，成形焊道的高度和宽度均随着熔滴过渡频率的增加而增大。这是因为熔

滴过渡频率的增加是送丝速度增加导致的，在相同的焊接速度下，单位时间内送入熔池的熔

融金属量增加，因此焊道的几何尺寸不断增加。图中可以看出，熔池尺寸在不同熔滴过渡频

率下有较大差异，由于送丝速度的增加引起了焊接电流的增加，熔滴和电弧对熔池的热输入

增加，熔滴过渡频率为 92.5Hz 时其熔池的尺寸最大。

（a）f1=50Hz

（b）f2=71.5Hz



（c）f3=92.5Hz

图 16 三种熔滴过渡频率下焊道形貌及截面温度分布

通过焊道纵截面图不难看出，随着熔滴过渡频率的增加，焊道起始位置向结束位置的倾

斜程度加重，熔池的尺寸变大，焊道内部热量积累更为严重。焊道的横截面图显示了焊道的

几何尺寸变化，熔滴过渡频率的增加显著增加了成形焊道的高度和宽度，但三种熔滴过渡频

率下的焊道横截面表现出相似的多层熔覆形貌特征。

图 17 为三种熔滴过渡频率下基板表面中点的热循环曲线，曲线的五个峰值点温度代表

每层熔覆中基板表面中点的最高温度。显然熔滴过渡频率的增加使得峰值温度显著提高，并

在前四层熔覆中，每层熔覆的峰值温度不断升高，第四层之后的峰值温度略为降低。三种熔

滴过渡频率在整个熔覆过程中的峰值温度由低到高分别为 963K、1165K、1226K。可以看出

71.5Hz 和 92.5Hz 下的峰值温度较为接近，随着熔覆层数的增加，71.5Hz 和 92.5Hz 下的热

循环曲线愈为相似，且其每层熔覆中的冷却温度也逐渐明显高于 50Hz 下的最低冷却温度。

三种熔滴过渡频率中，71.5Hz 和 92.5Hz 下的焊道热积累显著高于 50Hz，这是由于单位时间

内熔覆量的差异所引起的。

图 17 基板表面中点热循环曲线 图 18 三种熔滴过渡频率下单层焊道高度演变

图 18 为三种熔滴过渡频率下熔覆过程中每层焊道高度的演变，焊道高度受熔滴过渡频

率的影响变化明显。在 50Hz 的熔滴过渡频率下焊道首层的高度为 1.88mm、末层的高度为

1.32mm；71.5Hz 下焊道首层高度为 2.14mm、末层高度为 1.6mm；92.5Hz 下焊道首层高度

为 2.39mm、末层高度为 1.85mm。可以发现熔滴过渡频率的增加使每层熔覆后的焊道高度

线性增长，这是因为熔滴过渡频率从 50Hz 到 92.5Hz 的两次增长过程中，单位时间内增加

的熔覆量相近。前三层的熔覆过程中，每层焊道的高度不断降低，随后焊道高度的变化保持

稳定，这与热循环曲线中前三层熔覆热积累不断增加随后保持稳定的趋势一致，因此焊道热

积累的程度显著影响着焊道高度的大小。

5 结论

本文针对 GMAW 增材制造过程，通过建立三维瞬态 CFD 数值模型，研究了不同工艺

参数下多层熔覆得到的焊道形貌，并通过与实验结果对比，验证了模型的正确性。主要结论

总结如下：

（1）通过对焊接方向的控制，在单位时间熔覆量以及熔池热输入不变的情况下，发现



每层焊接方向相反的方式对单道多层熔覆和方形熔覆焊道的高度变化进行了有效的抑制，获

得了更均匀平整的焊道形貌。

（2）在单位时间内熔覆量不变的情况下，熔滴初始温度的增加使熔池的热输入显著增

加，因此焊道热积累加重，焊道形貌的倾斜程度加剧，焊道每层熔覆的高度持续降低。

（3）通过控制熔滴过渡频率的大小，探寻了单位时间内熔覆量大小对焊道热积累和成

形形貌的影响。熔滴过渡频率的增加使得单位时间内送入熔池的熔滴数量线性增加，因此熔

覆量增加，熔池的热输入加大，熔池的铺展性增强，最终随熔滴过渡频率增加焊道每层熔覆

的高度呈现出线性增长的趋势。
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摘要： 本文构建了考虑回热器热惯性的 S-CO2 循环动态模型，使用流体通道总体积和体积流量表征流

动惯性，使用换热量和热导表征传热惯性，对比了流量和温度控制下循环的动态性能，分析了循环实

时效率和负荷变化速率随回热器设计参数的变化规律，绘制了负荷变化速率云图，拟合了负荷变化速

率与流体通道体积和热导的数学表达式。结果表明，流量控制更有效，效率损失为 0.72%，循环负荷

变化速率为 10%/min；当 V=1.5V 设计，kA=0.5kA 设计时，循环负荷变化速率最高，为 11.32%/min。

关键词：比拟思想；S-CO2 循环；回热器；热惯性；负荷变化速率

0 前言

超临界二氧化碳(S-CO2)动力循环是一种以 S-CO2 为工质在封闭的布雷顿热力循环

中进行热功转换的动力循环，具有热效率较高、设备紧凑、投资和运维成本少、环境影

响小、变工况响应灵活等优势。国内外主流研究机构都将 S-CO2 循环视为“一种基于新

原理的革新性、颠覆性（动力）转换技术”。Guo 和 Li 等人[1]总结了 S-CO2循环发电技

术的关键问题和潜在前景，特别阐述了 S-CO2循环在高温太阳能热发电、第四代核反应

堆发电以及燃煤发电中的应用。在太阳能领域，He 等人[2-5]开展了太阳能热发电与 S-CO2

布雷顿循环一体化集成系统的热力学性能综合分析，揭示了太阳能热发电和 S-CO2 循环

的交互影响特性。在核能领域，Li 等人[6-7]分析了小型铅基堆 S-CO2 循环发电系统的热

力学特性及经济成本，并提出了铅基堆 S-CO2 循环发电系统的一体化概念设计。在燃煤

发电领域，Xu 等人[8-11]基于能量复叠利用思想构建顶底复合循环实现锅炉尾部烟气的余

热利用，在 630℃/35MPa 的温压水平下使循环热效率提升至 54.59%。在“双碳战略”下，

随着新能源发电比例的提高及并网需求，常规发电机组需要具有快速深度调峰的能力，

以减缓间歇性新能源对电网的冲击。因此，有必要针对 S-CO2循环的动态特性展开研究。

S-CO2 在布雷顿循环中一直工作在超临界状态，使得 S-CO2循环的典型特点之一是

透平出口压力和温度较高，为了达到可观的热效率，必须增加回热过程对大量余热加以

利用。计算表明，针对 S-CO2简单回热循环，回热量是发电量的 2 倍左右，高回热导致

回热器的尺寸较大，流动惯性、传热惯性较高。在动态条件下，S-CO2 回热器热惯性会

* 基金项目：本文得到国家重点研发计划（No.2021YFB2400701）和国家自然科学基金面上项目

（52076161）的资助。



产生时滞效应，严重影响 S-CO2 循环的动态性能。Jiang 等人[12]和 Deng 人[13]的数值模拟

研究表明，在动态条件下 S-CO2 回热器参数变化会有明显的延迟。美国桑迪亚国家实验

室[14]、西安热工院[15]等的实验研究也证明了 S-CO2循环的负荷跟随特性受热惯性制约。

尽管诸多研究已经证明了热惯性不可忽略，但热惯性的具体内涵仍不清晰，对强变物性、

大延迟、高回热的 S-CO2循环动态性能的作用机制鲜有报道，回热器热导、体积等关键

参数对 S-CO2循环实时效率、负荷变化速率等动态参数的影响规律亟需进一步研究。

鉴于此，本文首先基于比拟思想阐述了回热器的热惯性内涵，使用回热器流体通道

总体积和体积流量表征流动惯性，使用换热量和热导表征回热器的传热惯性，构建了考

虑回热器热惯性的 S-CO2 循环动态响应模型；基于此，对比了流量控制和温度控制下，

S-CO2 循环的变负荷动态性能；进一步，分析了 S-CO2 循环实时效率、负荷变化速率等

动态性能参数随回热器热导、长度和通道数量等设计参数的变化规律，阐述了回热器热

惯性对 S-CO2 循环动态性能的影响机制；最后，绘制了 S-CO2 循环负荷变化速率云图，

通过多元回归分析方法拟合了 S-CO2循环负荷变化速率与流体通道体积 V 和热导 kA 的

数学表达式。

1 模型建立

本节基于比拟思想阐述了回热器的流动惯性与传热惯性，建立了考虑回热器热惯性

的 S-CO2动力循环动态响应模型。

1.1 循环构型及设计工况

选取 S-CO2 简单回热循环为研究对象，应用场景为燃煤火力发电，发电功率

1000MWe，温度/压力参数设置为 630℃/35MPa。S-CO2简单回热循环构型及设计工况参

数如图 1 所示。计算表明，S-CO2简单回热循环的设计效率为 45.70%。
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图 1 S-CO2 简单回热循环及设计工况参数

1.2 考虑热惯性的回热器动态模型

为兼顾传热特性与阻力特性，选取半圆通道的 Zigzag 印刷电路板换热器[12]作为

S-CO2 循环回热器的形式，物理模型如图 2 所示，通道直径 Dc 为 2mm，通道间厚度 t2
为 0.63mm，通道间宽度 t3为 0.76mm，波纹角 α为 30°。使用“比拟表征-离散设计-集总

响应”的方法提取了回热器热惯性关键参数，建立了回热器的设计模型和动态模型，详

细介绍如下。



(a) 三维示意图 (b) 半圆通道 (c) Zigzag
图 2 Zigzag 印刷电路板换热器物理模型[12]

比拟表征：回热器作为 S-CO2 循环的关键换热部件，建模涉及温度、压力、流量等

热力学参数和长度、体积等尺寸参数，动态条件下参数传递机制复杂，影响热惯性的关

键特征参数不明晰。鉴于此，将流动传热过程与牛顿第二定律进行比拟，提取表征回热

器热惯性的关键参数，如表 1 所示。其中，τ是时间，在力学特性表征中，s 是位移，v
是速度，a 是加速度；在流动特性表征中，V 是体积，qV是体积流量；在传热特性表征

中，Ф是热流量，k 是传热系数，A 是传热面积，kA 定义为换热器的热导[2]。比拟于力

学惯性，流动惯性的推动力是流体压力，“加速度”为体积流量对时间的导数；传热惯性

的推动力是冷、热侧流体的温度差，“加速度”是换热器热导对时间的导数，若换热面积

不变，则“加速度”是传热系数对时间的导数。不难发现，除热力学参数温度和压力外，

回热器的体积流量变化和热导变化是影响其热惯性的关键因素。它们对时间的一阶积分、

二阶积分分别是体积流量、体积以及热导、换热量。因此，可以用回热器流体通道总体

积 V 和体积流量 qV表征流动惯性，回热器换热量 Q 和热导 kA 表征传热惯性，它们共同

影响回热器的热惯性，从而影响 S-CO2循环的动态性能。

表 1 流动惯性、传热惯性与力学惯性的比拟

参数 推动力（强度量） 作功/传热 惯性表征

力学特性 外力 F 作功 dW F s Fv  力学惯性 m F a

流动特性 压力 p 耗功 d VW p V pq   流动惯性 'Vp q

传热特性 温差 T 传热 ×Q Φ kA T    传热惯性   'T kA

离散设计：考虑到 S-CO2的物性随温度、压力变化剧烈，因此采用等热量离散将回

热器沿长度方向分成若干个子换热器，针对每个子换热器进行集总参数处理，如图 2
所示。鉴于热导 kA 是回热器热惯性的关键特征参数之一，使用热导-对数平均温差法

（kA-LMTD）对回热器进行分段设计，之后再集成，数学模型见表 2。
集总响应：考虑到计算效率与计算时间，使用集总参数法针对回热器进行动态建模，

能量平衡关系由式(11)和式(12)表达[13]。



表 2 回热器设计模型

公式 编号 公式 编号

长度  cosz cL L  (1) 换热量
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D
   (7) 壁面导热系数 w w13.189 0.0153k T  (8)

 0.03550.3905 3000 20600f Re Re   (9)  0.809 1/30.0176 3000 20600Nu Re Pr Re   (10)
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冷侧：
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 
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
(12)

可见，回热器的体积流量 qV、流体通道总体积 V、热导 kA 为、换热量 Q 等关键特

征参数均涵盖在回热器的动态模型中。

1.3 S-CO2 循环动态模型

除关键换热部件外，透平、压缩机等热功转换部件也是 S-CO2循环的重要组成部分。

在动态条件下，S-CO2 循环的温度、压力、流量变化导致 S-CO2透平和压缩机的等熵效

率剧烈变化，使用式(13)~式(16)所示的控制方程进行修正。进一步，在 Matlab Simulink
中使用 S 函数自编程透平、压缩机、回热器等关键部件的动态模型，之后按照循环构型

将部件逐级连接，即可建立 S-CO2简单回热循环的动态响应模型。
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转速系数 in,design

design in

TNN
N T

 (16)

1.4 模型验证

与文献[12]的模拟结果对比进行回热器模型验证。文献[12]中同样使用等热量离散

的方法对 10 MWe 的 S-CO2 布雷顿循环回热器进行了设计，同时，文献中的动态模型是

在分段离散的基础上建立的。针对回热器的设计模型，选取回热器长度、冷热流体压降

和换热系数（热阻的倒数）作为验证参数，结果如表 3 所示。结果表明，参数误差均在

2%以内，设计模型的可靠性得以验证。针对回热器的动态模型，选取热流体进口温度

阶跃升高工况作为验证工况，冷流体出口温度在 t=0 s 和 t=250 s 两个时刻的值以及时间

常数作为验证参数，其中时间常数的定义为温度 T 满足式(17)时对应的时间，T0 和 T∞

分别是初始和稳定时的温度。从表 4 可以看出验证参数的误差均在 3%以内，证明了集

总参数法建立回热器动态模型的可靠性。

表 3 换热器设计模型验证结果

参数 计算值 文献值 误差 参数 计算值 文献值 误差

Lz /m 0.85 0.86 1.2% Δph /kPa 1.08 1.08 0.0%
k/(W·m-2·K-1) 1431 1437 0.4% Δpc /kPa 1.39 1.40 0.7%

 10

0

= 1
T T

e
T T




∞

(17)

表 4 回热器动态模型验证结果

参数 计算值 文献值 误差

Tcout,τ=0s 537.0 ℃ 532.1 ℃ 0.9% 

Tcout,τ=250s 565.5 ℃ 559.6 ℃ 1.1% 

时间常数 τc 6.8 s 7 s 2.9%

2 流量控制与温度控制下 S-CO2 循环的动态性能

一般地，S-CO2 动力循环中透平通过同轴连接带动同步发电机发电，发电频率受同

步发电机和透平的转速影响。发电频率稳定通常要求透平转速不变，根据透平的控制方

程，可以推导出温度、流量和压力需满足一定约束关系，如式(18)所示。
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in,design T

2
,design in T,design
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







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可见，选取 S-CO2 循环的最高温度、质量流量以及透平膨胀比其中两个为自变量，

第三个变量也就随之确定。以选取质量流量和最高温度为自变量为例，对应了流量控制

和温度控制两种控制方法，分别通过 CO2 储罐出入阀和加热器旁通阀实现 S-CO2 循环质

量流量和最高温度的控制，同时，使用减压阀对透平入口 S-CO2 压力实时控制，使得

S-CO2 循环的最高温度、质量流量以及最高压力满足式(18)。两种控制方法均是使用 PID
控制器控制阀门开度，在流量控制下，当 S-CO2循环功率降低时，CO2 储罐的入口控制

阀打开，部分 S-CO2流体流出循环，S-CO2质量流量降低，反之，CO2 储罐的出口控制



阀打开，S-CO2质量流量升高；在温度控制下，当 S-CO2 循环功率降低时，加热器旁通

阀打开，部分 S-CO2 流体不经过加热器加热而与经过加热的另一部分 S-CO2 流体混合，

从而降低透平入口 S-CO2的温度，反之，关闭加热器旁通阀，使得更多的 S-CO2 流体被

加热,透平入口 S-CO2温度提高。
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图 3 温度控制和流量控制示意图

图 4 展示了流量控制和温度控制下，S-CO2 循环功率和效率随时间的变化规律。当

S-CO2 循环功率在 20s 从 1000MW 调整至 900MW 时，流量控制使用了 60s 达到了稳定

状态，负荷变化速率为 10%/min，S-CO2 循环效率从 45.70%降低至 44.98%，效率损失

0.72%；温度控制使用了 75s 达到了稳定状态，负荷变化速率为 8%/min，S-CO2 循环效

率从 45.70%降低至 42.98%，效率损失 2.72%。可见，流量控制具有更快的负荷变化速

率和更低的效率损失，是较为有效的 S-CO2循环控制方法。
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图 4 流量控制与温度控制下 S-CO2 循环的动态性能

3 回热器参数对 S-CO2循环动态性能的影响

本节选取流量控制下，S-CO2 循环功率从 100%降低至 90%作为基础工况，分析了

回热器热导、长度和通道数量等关键设计参数对 S-CO2 循环实时效率、负荷变化速率等

动态性能参数的影响规律。

3.1 回热器长度

S-CO2 循环动态性能随回热器长度的变化规律如图 5 所示。可以发现，当回热器长



度增大到设计长度的 2 倍时，S-CO2 循环的实时效率约提高 2.0%；而当回热器长度缩短

到设计长度的 0.2 倍时，S-CO2 循环的实时效率约降低 11.5%。这是由于回热器的长度

增加提高了流体在回热器内的流动时间，降低了冷/热侧的温差，使得回热量提高；反之

亦然。当回热器长度在 0.5L 设计~1.5L 设计之间时，S-CO2循环的变负荷调节时间与回热器

长度并无正相关关系，在 56s~68s 之间，对应的负荷变化速率在 8.82%/min~10.71%/min
之间，而当回热器长度过长或过短时，均会使变负荷调节时间延长，负荷变化速率降低。

当回热器长度为设计长度的 2 倍时，S-CO2 循环的负荷变化速率降低至 7.89%/min，当

回热器长度为设计长度的 0.2 倍时，S-CO2 循环的负荷变化速率降低至 7.59%/min。这是

因为回热器的长度变化会同时影响流动惯性和传热惯性。当长度增加时，回热器换热面

积增加，在换热系数不变时，回热器热导增加，回热器换热量增加，换热量与热导的比

值降低，即传热惯性降低；同时，在回热器通道截面积不变时，回热器的通道总体积增

加，使得通道内冷/热流体的总质量增加，通道内流体总质量与质量流量的比值增加，即

流动惯性增加。当回热器长度过长时，流动惯性对 S-CO2 的动态性能起主要制约作用，

当回热器长度过短时，传热惯性对 S-CO2 的动态性能起主要制约作用。

3.2 对流换热系数

S-CO2 循环动态性能随对流换热系数的变化规律如图 6 所示。可以发现，当回热器

对流换热系数增加到设计值的 1.5 倍时，S-CO2循环的实时效率约提高 1.5%；而当回热

器对流换热系数减小到设计值的 0.1 倍时，S-CO2 循环的实时效率约降低 16.3%。这是

由于回热器的对流换热系数增加提高了 S-CO2 的回热量；反之亦然。当对流换热系数在

从 0.1h 设计提高至 1.5h 设计时，S-CO2循环的变负荷调节时间从 53s 提高至 70s 之间，对应

的负荷变化速率从 11.32%/min 降低至 8.57%/min。回热器的对流换热系数变化仅影响传

热惯性，当对流换热系数增加时，回热器换热面积不变，回热器热导增加，回热器换热

量增加，传热惯性增加。

3.3 回热器通道数量

S-CO2 循环动态性能随回热器通道数量的变化规律如图 7 所示。可以发现，当回热

器通道数量增大到设计值的 2 倍时，S-CO2循环的实时效率约提高 0.6%；而当回热器通

道数量减小到设计值的 0.3 倍时，S-CO2 循环的实时效率约降低 1.2%。可见，回热器通

道数量对 S-CO2 循环效率的影响较小。当回热器通道数量在 0.3Ncp,设计~1.5Ncp,设计之间时，

S-CO2 循环的变负荷调节时间与回热器通道数量并无正相关关系，在 60s~73s 之间，对

应的负荷变化速率在 8.22%/min~10.00%/min 之间。当回热器通道数量过多，为设计值

的 2 倍时，变负荷调节时间大幅延长至 92s，负荷变化速率大幅降低至 6.52%/min。这

是因为回热器的通道数量变化对流动惯性和传热惯性的影响较为复杂。当通道数量增加

时，回热器流体流速下降，雷诺数下降，换热系数下降，而换热面积增加，由式(10)可
知努塞尔数和雷诺数的经验关联式是指数关系，幂次为 0.809，回热器热导增加，而回

热器换热量几乎不变，换热量与热导的比值降低，即传热惯性降低；同时，在回热器通

道截面积和通道长度不变时，回热器的通道总体积增加，使得通道内冷/热流体的总质量

增加，通道内流体总质量与质量流量的比值增加，即流动惯性增加。因此，当回热器通

道数量增加时，流动惯性增加而传热惯性下降；反之亦然。
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图 5 S-CO2 循环动态性能随回热器长度的变化规律
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图 6 S-CO2 循环动态性能随对流换热系数的变化规律
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图 7 S-CO2 循环动态性能随回热器通道数量的变化规律

3.4 S-CO2 循环负荷变化速率云图

由 3.1~3.3 的分析可知，回热器长度和回热器通道数量对回热器热惯性的影响是非



常复杂的，定量的数学关系难以获得。在式(11)和式(12)的回热器能量方程中，除温度、

压力、流量等运行参数外，回热器关键设计参数为流体通道体积 V 和热导 kA。同时，

回热器长度、对流换热系数、通道数量等的变化可以归纳为 V 和 kA 的变化。鉴于此，

提取流体通道体积 V 和热导 kA 为特征参数，绘制 S-CO2 循环负荷变化速率云图，如图 8
所示。S-CO2循环的负荷变化速率随回热器流体通道体积 V 的提高而提高，当 V 从 0.5V
设计提高至 1.5V 设计时，S-CO2循环的负荷变化速率从 9.68%/min 降低至 10.17%/min；S-CO2

循环的负荷变化速率随回热器热导 kA 的提高而降低，当 kA 从 0.5kA 设计提高至 1.5kA 设计

时，S-CO2 循环的负荷变化速率从 10.91%/min 降低至 8.57%/min。当 V=1.5V 设计，kA=0.5kA
设计时，S-CO2 循环的负荷变化速率最高，为 11.32%/min。进一步，通过多元回归分析方

法拟合了 S-CO2 循环负荷变化速率与流体通道体积 V 和热导 kA 的数学表达式，如式(19)
所示，有助于不同回热器设计参数下 S-CO2循环负荷变化速率的快速评估与计算。

图 8 S-CO2 循环负荷变化速率曲线图
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(19)

4 结论

本文对比了流量控制和温度控制下 S-CO2 循环的变负荷动态性能，分析了 S-CO2

循环实时效率、负荷变化速率等动态性能参数随回热器热导、长度和通道数量等关键设

计参数的变化规律。主要结论如下:（1）通过与牛顿第二定律的比拟，使用回热器流体

通道总体积和体积流量表征流动惯性，回热器换热量和热导表征传热惯性。（2）当 S-CO2

循环负荷指令从 100%降低至 90%时，流量控制下，S-CO2 循环效率损失为 0.72%，负荷

变化速率为 10%/min；温度控制下，S-CO2 循环效率损失为 2.72%，负荷变化速率为

8%/min，流量控制更为有效。（3）S-CO2 循环的负荷变化速率随回热器流体通道体积 V
的提高而提高，当V从 0.5V 设计提高至 1.5V 设计时，S-CO2循环的负荷变化速率从 9.68%/min
降低至 10.17%/min；S-CO2 循环的负荷变化速率随回热器热导 kA 的提高而降低，当 kA
从 0.5kA 设计提高至 1.5kA 设计时，S-CO2 循环的负荷变化速率从 10.91%/min 降低至

8.57%/min。当V=1.5V 设计，kA=0.5kA 设计时，S-CO2循环的负荷变化速率最高，为 11.32%/min。
（4）绘制了 S-CO2 循环负荷变化速率云图，通过多元回归分析方法拟合了 S-CO2 循环

负荷变化速率与流体通道体积 V 和热导 kA 的数学表达式。
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摘要：相变储热装置同时充放热模式可保障能源系统的热功率稳定性，但相较于单独的融化、凝固过

程，关注较少。本文以长直平板热管作为核心热桥，构成了三段式相变储能装置，并对其同时充放热

模式下的传热特性进行实验研究。结果表明，根据载热流体温度流量不同，初期相变材料会出现吸热

或者放热两种情况，但最终都会达到一个稳态工况，即只进行冷、热流体的直接换热，且相变材料温

度及功率恒定。冷流体温度越低，达到稳态的时间越短。

关键词：相变储热；同时充放热；热管；多孔扁管

0 前言

随着人口的迅速增长和气候变化风险的不断增加，清洁可持续能源的需求在过去几

十年中显著增加。相变蓄热作为一种节能减排新技术，对可再生清洁能源的合理利用具

有重大意义，其可以解决能源供给和需求在时间和空间上的不匹配性，克服可再生清洁

能源的波动性和不稳定性[1]。该技术可广泛应用于工业余热回收、电网调峰、太阳能储

存、民用建筑空调等诸多领域[2]。

相变蓄热技术是一种发展潜力巨大的节能减排手段，但目前相变蓄热装置的整体性

能难以保证。作为潜热储能系统的重要组成部分，相变储能材料应具备相变潜热高、相

变温度适宜、相变体积变化率小、导热系数高、无腐蚀性、价格合理易获得和过冷度低

等特点[3]。目前绝大多数相变材料中，有机相变材料普遍热导率低，无机相变材料存在

过冷现象，为克服相变材料的缺点，研究人员做了多方面的研究，主要包括相变热特性

强化以及蓄热装置结构的优化设计等方面。

相变材料热特性强化方面，主要以添加高导热系数材料，提升相变材料热物性为主。

泡沫铜由于具备导热性好、密度小以及孔隙率高等优点，泡沫铜作为强化相变材料热特

性简单有效的材料，已成为研究的重点。将铜泡沫和石蜡相结合，不仅可以提升相变材

料的导热系数，还可以增加相变材料侧的换热面积。朱孟帅等[4]就铜泡沫对相变材料的

融化过程影响进行了研究，发现铜泡沫的填充大大增强了相变材料的导热性，并改善了

相变材料内部的温度分布。Prasanth 等[5]使用泡沫铜和铜/铝丝编织泡沫结构来强化储能

装置中相变材料的导热性，发现通过金属泡沫的使用，明显减少了相变材料充放热的时

间。Esapour 等[6]对多管换热器中嵌入铜金属泡沫的相变材料的融化和凝固特性进行研

究，结果表明，添加铜泡沫可以显著提升相变材料的导热率。

结构优化设计方面，以管壳结构为主，管壳结构的换热装置作为相变蓄热装置最常



见的结构被广泛研究。Raut 等[7]通过 FLUENT 对填充 RT35 的矩形管壳式潜热储能装置

分别在串联和并联两种连接方式下进行充放热模拟，结果表明，充放热循环的所有条件

下，串联布置优于并联布置。Zhu 等[8]从充放热角度研究了不等长翅片排列对管壳式相

变蓄热系统热性能的影响，保证翅片体积不变的情况下，优化翅片的排列情况，研究发

现，随着翅片的排列变化，相变材料融化和凝固时间也具有明显变化。虽然管壳式装置

受的关注较多，但需要注意的是若要实现同时充放热，必须在装置内添加换热流体通道，

这将减少装置内相变材料的填充体积，导致储能密度降低。

热管由于具有高导热性和良好的等温性，在工程上的多种领域有着广泛的应用[9]。

热管可以把发热物质的热能快速传导到热源外面，其导热能力远高于所有已知的金属材

料[10]。目前很多研究人员将热管应用在相变蓄热中以进一步提升相变蓄热装置的整体性

能。近年来，人们对热管技术在太阳能、热交换器、建筑物冷却和电子元件领域的应用

进行了越来越多的研究[11]。Robak 等[12]研究了热管和翅片对储热系统性能（吸热和放热

率）的影响，结果显示，热管的应用对储热装置的充放热性能有很大提升。Sharifi 等[13]

比较了热管、实心棒和空心管对潜热装置相变材料融化的影响，结果显示，热管由于热

阻很小且温度均匀性好具有最好的传热性能。Maldonado 等[14]对热管在相变蓄热装置中

的应用进行了系统回顾分析，并详细讨论了相变蓄热装置集成热管的实验研究和数值建

模的最新进展。Shabgard 等[15]将热管应用在高温太阳能蓄热系统中，并进行了数值模拟

研究，结果表明，随着热管用量的增加，系统充放热速率显著增加。Shailesh 等[16]将一

种用于电子热管理的翅片散热器与热管耦合进行实验传热分析，结果表明带热管的翅片

散热器提高了换热性能，有利于电子元件的有效热管理。卢小辉等[17]采用脉动热管对相

变材料蓄热进行强化，研究发现，换热流体流量和相变材料温度对相变蓄热影响显著。

王增义等[18]设计了一种热管式换热器，实验研究了充放热过程。实验结果表明，热管可

以有效增强相变蓄热装置的性能。热管由于其出色的热传导机理和内部相变介质的快速

热传导特性，能够更容易实现相变蓄热装置的同时充放热。同时充放热过程中，热管蓄

热段作为蒸发端，放热段作为冷凝端，不需要添加新的换热通道就可以直接实现热量从

加热段到取热段的传递。

平板微热管阵列是一种传热特性很高的器件，它能够在无附加外力的条件下通过有

限截面积，远距离传输大量热量。相较于其他传热技术，具有温度可控、体积小、效率

高、损失小以及安全性高等优势[18]。刁彦华等[19]基于平板热管技术设计了一套相变蓄热

装置，实验结果表明平板微热管阵列传热性能稳定，蓄热装置充放热效果良好。李凤飞

等[20]通过平板微热管阵列的低温相变蓄热装置对充放热过程中平板微热管阵列的均温

性、蓄热器内部的温度变化情况进行了实验研究。结果显示，在充放热过程中平板微热

管阵列温度均匀性良好，蓄热装置换热性能好。梁林等[21]设计了以平板微热管阵列-泡沫

铜复合结构为基础的相变蓄热装置，对不同换热流体体积流量和温度下的充放热功率进

行了实验研究，结果表明，换热流体体积流量增加以及增大与相变材料的温差都可以提

高充放热功率。

综上所述，相变蓄热技术具有巨大的应用潜力，针对充放热性能低的问题，研究人

员做了多方面的研究，其中热管的使用显著提高了相变蓄热装置的换热性能。但目前研



究主要集中在单独充放热条件下的换热性能，实际应用中，由于可再生清洁能源供应的

不稳定性和波动性以及能源需求端的不可预测性，需要相变蓄热装置能够满足在同时充

放热模式下的稳定运行。相较于单独充放热，同时充放热模式所具有的特性尚不明晰，

本文基于平板微热管阵列式相变蓄热装置，对其同时充放热模式进行了实验研究。研究

分析了同时充放热的基本性能表现，以及换热流体温度、体积流量对换热特性的影响。

1 实验材料和方法

1.1 相变蓄热装置结构介绍

本文采用平板微热管阵列—泡沫铜复合结构相变蓄热装置进行实验研究，该蓄热装

置采用多孔扁管对换热流体进行强化换热，相变材料侧换热由泡沫铜强化，以平板微热

管阵列作为核心传热元件提升整体性能。装置主要包括：平板微热管阵列-泡沫铜复合结

构、载热流体通路（多孔扁管）、相变材料（石蜡）以及蓄热箱体。装置结构如图 1 所

示。

根据工作原理，平板微热管阵列分为三部分，从上到下分为加热段、蓄热段、取热

段。加热段和取热段都与多孔扁管相接触，蓄热段和泡沫铜及相变材料接触。热管总长

1025 mm，宽 96 mm，厚 3 mm。其中加热段长 285 mm，蓄热段长 455 mm，取热段长

285 mm。矩形泡沫铜尺寸为 450 mm × 96 mm × 25 mm。蓄热箱体尺寸为 516 mm × 60 mm
× 455 mm（长×宽×高），箱体钢板厚度为 3mm。

蓄热装置包括 5 根平板微热管阵列、8 根多孔扁管、10 块泡沫铜以及一个蓄热箱体。

并在蓄热装置外表面包裹保温材料。每个平板微热管阵列的中间两侧都粘有两个泡沫铜，

被包裹在储热箱内，石蜡作为 PCM 填充在铜泡沫中。加热流体通道和取热流体通道分

别包含 4 根多孔扁管，冷流体通道连接在平板微热管阵列的顶部，平板微热管阵列两侧

的两根多孔扁管串联，并与另外两根多孔扁管并联，使得冷流体在同一侧流入和流出。

热流体通道连接到平板微热管阵列底部，配置与冷流体通道相同。载热流体为水。装置

中采用的石蜡、水和泡沫铜的具体物性参数详见表 1、表 2。

图 1 平板微热管阵列-泡沫铜复合结构相变蓄热装置结构图

Fig. 1 Structure diagram of latent heat thermal storage device based on flat plate micro heat pipe array

and copper foam composite structure

表 1 石蜡、水物性参数表



Table 1 Paraffin property parameters

物质
密度

g/cm3

熔点

℃ 

潜热

kJ/kg

比热

kJ/（℃·kg）

导 热 系 数

W·m-2·k-1

石蜡 1.25（固），0.8（液） 47-52 153.4 2.83 0.11

水 1.0 —— —— 4.182 0.6

表 2 泡沫铜物性参数表

Table 2 Foam copper property parameter

物质 PPI 孔隙率
密度

g/cm3

比热

KJ/（℃·kg）

导热系数

W·m-2·k-1

泡沫铜 10 96% 8.9 0.39 360

1.2 相变蓄热装置工作原理

平板微热管阵列的每个小孔通道都是一个热管，内部填充有传热工质。蓄热过程中，

热流体流经加热通路，在多孔扁管内通过对流换热将热量传递给管路内壁，热量再通过

导热传到热管加热段，热管工质吸热升温蒸发，将热量传递到蓄热段，蓄热段热管工质

冷凝放热，将热量传递给热管外部的金属泡沫铜和相变材料，热量通过泡沫铜可以实现

快速均匀的传递。这个过程中热管加热段为蒸发端，蓄热段为冷凝端；热管内冷凝后的

液态工质在重力作用下回流到热管的加热段。至此实现了一个循环。放热过程和蓄热类

似，此时热管蓄热段作为蒸发端，取热段为冷凝端，相变材料将储存的热量传递给取热

流体。

图 2 平板微热管阵列热管工作原理图

Fig. 2 Working principle diagram of flat micro heat pipe array heat pipe

本文探究的是同时充放热模式下相变蓄热装置的特性，在这种模式下，冷热流体同

时流经冷流体通道和热流体通道，可能出现以下三种工况：热流体和相变材料一起向冷

流体的传热；热流体向相变材料和冷流体的传热；只发生热流体和冷流体之间的热传递。

1.3 实验过程



1.3.1 实验系统介绍

实验系统主要分为相变蓄热装置、冷热水循环系统和数据采集系统。冷热水循环系

统为实验提供特定温度和体积流量的冷水及热水，由独立热水循环系统和冷水循环系统

组成，每个独立的循环系统都包括 1 台恒温水浴，1 个调节阀，1 台电磁流量计和若干连

接水管。数据采集系统由 1 台数据采集仪，1 台计算机和若干测温热电偶（阻）组成。

实验系统如图 3（左）所示，实验中所用仪器及设备的具体参数见表 3。
实验采用 T 型软线热电偶对蓄热箱体内的温度分布进测量，采用热电阻对加热及取

热通路进出口水温进行测量。铜泡沫中放置 15 个热电偶，以检测相变材料在垂直和水平

方向上的温度，其中 5 个热电偶被放置在平板微热管阵列的表面上。详细位置如图 3（右）

所示。

实验中，恒温水浴将水温稳定在某一定值并由内置水泵驱动水在管路内流动，同时

在电磁流量计和调节阀的配合下将流入相变蓄热装置换热的水控制在某一恒定流量。数

据采集仪收集热电偶（阻）测量的电信号并将其传送给与之连接的计算机，计算机将接

收到的信号转换成温度值后，记录并显示。

图 3 实验系统图（左）和装置热电偶测温点布置图（右）

Fig. 3 Experimental system diagram (left) and Device thermocouple temperature measurement point

layout diagram (right)

表 3 实验设备信息

Table 3 Information of experimental equipment

设备名称 规格 量程 精度

恒温水浴 DTY-20 0°C – 90 °C ±0.1 °C

热电阻 Pt100 0°C – 100 °C ±0.25 °C

热电偶 T 型 0°C – 100 °C ±0.5 °C

电磁流量计 L-MAG511 2 L/min - 5 L/min 0.5%

数据采集装置 Agilent 34970A —— ——

1.3.2 实验数据处理



同时充放热模式中，热流体供热功率和冷流体取热功率可由进出口换热流体的温差

来进行计算。

热流体供热功率可表示为：

,( )hot p hot in,hot out hotP C V T T  （1）

冷流体取热功率可表示为：

,( )cold p cold in,cold out coldP C V T T  （2）

其中：P — 功率，kW；

— 水的比热，kJ/（K·kg）；

V — 水的体积流量，m3/s；
— 水的密度，kg/m3；

T — 换热流体进出口温度，℃。

1.3.3 误差分析

实验测试中，由于实验仪器精度问题，数据处理结果会不可避免的存在系统误差。

定义实验结果 y 是互相独立的测量变量 x1，x2，x3，… , xn的函数，

1 2 3( , , , , )ny f x x x x  （3）

那么 y 的标准误差 Δy 可以按下式计算
1

2 22 2 2

1 2 3
1 2 3

= n
n

y y y yy x x x x
x x x x

          
               
            

 （4）

上式中的 Δx1，Δx2，Δx3，…，Δxn为对应测量仪器的测量误差。本试验中用到的实

验仪器精度已在表 3 中列出。根据公式计算得出 W 的最大误差为 2.3%。

2 结果与讨论

2.1 换热流体温度的影响

在不同的实验工况下，即冷、热流体体积流量4 L/min，热流体温度80 ℃，相变材料

初始温度为35 ℃，冷流体温度分别取30 ℃、20 ℃、15 ℃时冷、热流体的取、供热功率

以及石蜡平均温度的变化情况如图4所示。

如图4（左）所示，此时的冷流体温度为30 ℃。随着时间的推移，供热功率逐渐减

小，取热功率逐渐增大，最终都趋于平稳。可以看出同时充放热过程明显分为两个阶段，

在第一阶段，供热功率明显大于取热功率，石蜡的平均温度迅速上升。这表明热流体是

唯一热源，热流体将热量同时传递给石蜡和冷流体。在这种情况下，石蜡从热流体中吸

收热量，平均温度从35.1 ℃升高到45.6 ℃。在石蜡不断吸收热量，平均温度逐渐升高的



同时，与热流体之间的温差逐渐减小，使得热流体向石蜡传递的热量不断减少，向冷流

体传递的热量逐渐增加。随后的一段时间里，同时充放热达到了一个近似稳态的状态，

在此状态下，供热和取热功率趋于稳定并接近相等，石蜡的平均温度不再变化，热量直

接从热流体传递给冷流体。

当冷流体温度变为20 ℃时，如图4（中），供热功率、取热功率和石蜡的平均温度

的变化曲线与冷流体温度为30 ℃时的变化趋势相似。前期石蜡平均温度逐渐升高，供热

功率不断减小，取热功率逐渐增大。中后期石蜡温度基本保持不变，供、取热功率趋于

相等。可知，前期热流体同时向石蜡和冷流体传递热量，而中后期热流体的热量基本上

全部传递给冷流体。

当冷流体温度变为15 ℃时，如图4（右），石蜡平均温度的变化与上述实验情况有

明显的不同，此时石蜡温度趋于下降。这一结果表明，由于冷流体温度足够低，在早期

吸收了石蜡和热流体的热量，取热功率大于供热功率。在中后期供、取热功率相等且恒

定的情况下，石蜡的平均温度最终保持恒定。纵观整个过程，石蜡释放热量至冷流体，

平均温度从33.8 ℃降至31.6 ℃。

从冷流温度由30 ℃逐渐降低至15 ℃的三种工况中可以看出，无论热流体和冷流体

的温度如何，在同时充放热模式下，都将达到近似的稳态。在这种状态下，热量几乎直

接从热流体传递到冷流体。此外，根据初始时石蜡、热流体和冷流体的温度，在达到近

似稳定状态之前会发生两种情况：一种是热流体将热量传递给石蜡和冷流体，另一种是

冷流体从热流体和石蜡中吸取热量。
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图 4 流量 4 L/min，热流体 80 ℃，不同冷流体温度下供、取热功率变化及石蜡平均温度变化情况

左：冷流体 30 ℃，中：冷流体 20 ℃，右：冷流体 15 ℃ 

Fig. 4 Volume flow 4L/min, hot water 80 ℃, The changes of heat supply and extraction power and the average 

temperature of paraffin at different cold fluid temperatures were analyzed，left: cold water 30 ℃，midst: cold

water 20 ℃，right: cold water 15 ℃

虽然不同冷流体温度工况下，同时充放热模式都会达到稳态，但是达到稳态的时间

并不一样。为直观的表示不同冷流体温度下石蜡平均温度到稳态温度的影响，引入无量

纲温度参数φ，定义如式（5），式中，T表示石蜡平均温度，Tin表示石蜡初始温度，Tfi

表示石蜡稳态温度。引入时间常数α，定义为石蜡从初始温度到最终稳态温度63.2%的时

间，如式（6），用于表示同时充放热模式中不同冷流体温度下石蜡温度变化的响应时间。



( ) / ( )in fi inT T T T    （5）

0.632   （6）

图5显示了不同冷流体温度下的时间常数。从图中可以看出，在冷流体温度为20℃

时，时间常数最短。结合图6可以看出，该工况下，石蜡初始温度与石蜡稳态温度最接近，

因此最快达到稳态。当冷流体温度为25 ℃和30 ℃时，时间常数分别为451 s和605 s，可

以看出，石蜡吸热工况中，冷流体温度越低达到稳态的时间越快。而当冷流体温度为15℃

时，由上文分析可知石蜡向冷流体释放热量，响应时间为955 s。

图 5 流量 4L/min，热流体 80℃，不同冷流体温度下时间常数情况

Fig. 5 Volume flow 4L/min, hot water 80 ℃, time constant diagram at different cold fluid temperatures 

2.2 体积流量的影响

相较于图 7 所示工况，图 9 中冷流体的流量从 4 L/min 减小到 2 L/min，温度依然为

15 ℃。可以明显看出，流量减小后初期的换热过程发生了变化，相较于图 7，石蜡温度

呈现上升趋势，流量的减小增大了冷流体侧的换热热阻，导致石蜡不再是向冷流体放热，

而是从热流体吸热。初始时，体积流量为 4 L/min 时的取热功率大于体积流量为 2 L/min
时的取热功率，随后两种体积流量下的取热功率趋于平稳且相等。体积流量为 4 L/min
时的石蜡平均温度显著低于体积流量为 2 L/min 时的石蜡平均温度，这说明冷流体体积

流量对同时充放热稳态下的取热功率没有影响，但小体积流量会导致相变材料稳态温度

较高。当体积流量由 4 L/min 减少到 2 L/min 时，石蜡稳态温度提高了 12%左右。
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图 6 热流体 4 L/min、80 ℃，冷流体 2 L/min、15 ℃，供、取热功率变化及石蜡平均温度变化情况

Fig. 6 Hot water 4L/min, 80 ℃, cold water 2 L/min, 15 ℃, charging power, discharging power and the 

average temperature of paraffin

4 结 论

本文以平板微热管阵列为核心热桥，对热管式相变储热装置的同时充放热模式进行

了实验研究。研究过程中，同时充放热模式相较于传统的单充、单放模式展示出了不同

的特性表现。研究结果如下：

（1）在同时充放热模式中，存在一个稳态模式，此时当相变材料温度达到某一值

时，相变材料温度保持稳定且功率恒定，相变蓄热装置只发生热流体和冷流体间的换热。

达到稳态时相变材料的温度随着冷流体温度的升高而升高，随冷流体流量的减小而增大。

（2）在同时充放热模式的初始阶段，由于冷、热流体和相变材料温度的不同，存

在两种换热模式，即冷流体同时从热流体和相变材料中吸收热量、热流体同时加热相变

材料和冷流体。

（3）在相变材料温度增加的工况中，冷流体温度越低，同时充放热模式到达稳态

模式的时间越短，稳态时对应的相变材料温度越低。

总之，热管式相变储热装置可实现同时充放热功能，且可通过载热流体温度和流量

的变化灵活调节初期功率及启动时间，这有助于太阳能热利用、余热利用系统的优化设

计。

参考文献

[1] M. Rogowski, R. Andrzejczyk, Recent advances of selected passive heat transfer intensification methods

for phase change material-based latent heat energy storage units: A review, International Communications

in Heat and Mass Transfer 144 (2023).

[2] 王梅杰,胡良博.相变蓄热技术的研究现状及发展趋势[J].能源研究与利用,2021(05):28-32+47.

[3] 田玮俊,刘何清,吴世先.相变储能材料的应用述评[J].广东化工,2023,50(04):108-109+101.



[4] 朱孟帅,闫勤学,王子龙,孙向昕,宋瀚文.铜金属泡沫填充率对相变材料融化过程强化传热的机理研究

[J].中国电机工程学报,2022,42(13):4915-4924.

[5] N. Prasanth, M. Sharma, R.N. Yadav, P. Jain, Designing of latent heat thermal energy storage systems using

metal porous structures for storing solar energy, Journal of Energy Storage 32 (2020).

[6] M. Esapour, A. Hamzehnezhad, A.A. Rabienataj Darzi, M. Jourabian, Melting and solidification of PCM

embedded in porous metal foam in horizontal multi-tube heat storage system, Energy Conversion and

Management 171 (2018) 398-410.

[7] D. Raut, S. Londhe, V.R. Kalamkar, Performance investigation of latent heat energy storage in series and

parallel arrangement: A numerical study, Journal of Energy Storage 55 (2022).

[8] Y. Zhu, Y. Yu, Y. Qiu, Effect of fins with unequal length on the performance of cylindrical latent heat

storage system, Journal of Energy Storage 35 (2021).

[9] L.-l. Jiang, Y. Tang, W. Zhou, L.-z. Jiang, T. Xiao, Y. Li, J.-w. Gao, Design and fabrication of sintered wick

for miniature cylindrical heat pipe, Transactions of Nonferrous Metals Society of China 24(1) (2014)

292-301.

[10] 陈其昌.热管技术及性能分析程序研究[J].原子能科学技术,2020,54(07):1176-1184.

[11] A. Jaisatia Varthani, S. Shasthri, S. Baljit, V. Kausalyah, A systematic review of metal foam and heat pipe

enhancement in Latent Heat Thermal Energy Storage system, Journal of Energy Storage 56 (2022).

[12] C.W. Robak, T.L. Bergman, A. Faghri, Enhancement of latent heat energy storage using embedded heat

pipes, International Journal of Heat and Mass Transfer 54(15-16) (2011) 3476-3484.

[13] N. Sharifi, S. Wang, T.L. Bergman, A. Faghri, Heat pipe-assisted melting of a phase change material,

International Journal of Heat and Mass Transfer 55(13-14) (2012) 3458-3469.

[14] J.M. Maldonado, D. Verez, A. de Gracia, L.F. Cabeza, Comparative study between heat pipe and

shell-and-tube thermal energy storage, Applied Thermal Engineering 192 (2021).

[15] H. Shabgard, T.L. Bergman, N. Sharifi, A. Faghri, High temperature latent heat thermal energy storage

using heat pipes, International Journal of Heat and Mass Transfer 53(15-16) (2010) 2979-2988.

[16] K. Shailesh, Y. Naresh, J. Banerjee, Heat transfer performance of a novel PCM based heat sink coupled

with heat pipe: An experimental study, Applied Thermal Engineering 229 (2023).

[17] 卢小辉,罗孝学,曹士博,邹长贞,侯显斌,艾志强.甲醇脉动热管相变蓄热器蓄热实验分析[J].低温与超

导,2022,50(01):88-94.

[18] 王增义,刘中良,马重芳.热管式相变蓄热换热器储/放能过程中传热特性的实验研究[J].工程热物理

学报,2005(06):91-93.

[19] 刁彦华,汪顺,赵耀华,李诚展,朱婷婷,康亚盟.平板微热管阵列相变蓄热装置蓄/放热性能[J].北京工业

大学学报,2016,42(10):1552-1559.

[20] 李凤飞,刁彦华,赵耀华,朱婷婷,刘婧.平板微热管式相变蓄热装置蓄放热特性研究[J].工程热物理学

报,2016,37(06):1253-1260.

[21] 梁林,刁彦华,康亚盟,赵耀华,魏向前,陈传奇.平板微热管阵列-泡沫铜复合结构相变蓄热装置蓄放热

特性[J].化工学报,2018,69(S1):34-42.



中国工程热物理学会 学科类别

学术会议论文 编号：

基于模糊—PID 的船用二回路系统

除氧器压力控制研究

于承民, 张国磊，姚俊伟，管理
（1. 哈尔滨工程大学，黑龙江 150001）

（联系电话：15776223169，E－mail：15331944921@163.com）

摘 要：本文建立一种基于遗传算法优化的自适应模糊控制器，通过 GSE 仿真平台建立船

舶核动力系统仿真模型，研究了负荷变化时除氧器动态响应特性。通过对所搭建的系统仿真

分析，验证了建模方法的可行准确性。仿真结果表明，经过遗传算法优化的模糊 PID 控制器

具有自适应性强、超调量小、调节时间短的控制效果。相比传统压力 PID 控制，机组的调节

过程震荡次数明显减少，压力的稳定时间缩短 6.4%,压力的超调量降低 5.77%，优化了船用

除氧器压力控制。

关键词：模糊控制；船舶二回路动力系统；除氧器；压力控制；遗传算法

0 引言

在二回路动力系统中，除氧系统是二回路的重要组成部分,其功能是除去水中的氧

气,提高设备的使用寿命。考虑到船舶航行的稳定性及机动性需求，因此对除氧器压力

控制的研究是十分必要的[1]。国内外学者对除氧器做了大量研究，丛日学[2]描述了除氧

器分段结构，研究了快速甩负荷变化时除氧器变化特征；吴立强等[3]描述了负荷变化时

除氧器压力变化的动态特性，对整体除氧器压力控制提供参考；程刚等
[4]
从船用定压除

氧设备的稳态及动态工作特性进行了仿真分析，给出扰动变化时除氧器动态响应。

通过对除氧器动态特性研究，得到除氧器压力的变化具有大非线性、负荷扰动、不

确定时滞等特点，为达到更好的压力控制效果，张小娟[5]在单级 PI控制器引入模糊自整

定策略，提高了除氧系统性能指标；张妤[6]将粗糙集理论与模糊神经网络结合起来，利

用粗糙集从观测数据中提取规则，并寻求最小规则集，解决模糊神经网络“规则爆炸”

问题，有利于模糊规则库的设立；Bartosz Puchalski[7]提出多区域模糊逻辑控制器，证明

了具有 PID 控制器的多区域模糊逻辑控制器相对于传统控制器的优势，提供系统内模糊

控制器配合的可行性；罗玉浩[8]模拟操作人员的逻辑特点，设计了 PID 和模糊控制相结

合的仿人逻辑控制策略，该控制方法适合于非线性及时变系统的控制。考虑到模糊 PID
控制器的隶属度函数位置选取与模糊规则库等设计参数和 PID 控制器初始参数的选取

都依赖于操作经验和专家经验，所以为避免设计不合理带来的控制不足，汪洋[9]基于动

态神经模糊模型训练调整模糊规则库，结合 PD 控制器构造自适应控制器，通过仿真结

果验证了方法的有效性；王宏涛[10]采用基于特征参数的混合编码遗传算法优化模糊 PID
控制器的主要设计参数的方法。

上述研究主要集中在电站除氧器水位压力控制，与传统电厂蒸汽动力系统相比，船



用二回路系统按照船舶运行工况的要求需频繁改变负荷，负荷对除氧器压力的干扰具有

不确定性，因此本文设计一种结合遗传算法优化的船用除氧器压力模糊控制器。

1 除氧器仿真模型建立

船用核动力系统中凝给水子系统主要设备包括冷凝器和除氧器组成[11]。除氧器如图

2 所示，其在子系统中的主要功能是降低蒸汽发生器给水中的含氧量，使其达到标准要

求，以此保证蒸汽发生器、汽轮机组及整个系统的金属部件在高温下不发生过度的氧化

腐蚀。

图 1 凝给水子系统仿真图

图 2 除氧器装置图

本文以凝给水子系统中除氧器作为主要研究对象，对除氧器装置在二回路系统变负

荷过程中的工作特性进行仿真研究。

除氧器数学模型

除氧器的建模可分气体和液体两部分控制体进行建模，两部分体积和等于除氧器的

体积。

（1）忽略除氧器向外界环境的散热损失；

（2）除氧器内压力和温度处处相同，且汽、液两相处于相平衡状态；

（3）内部工质都处于饱和状态。

除氧器内体积可表示为除氧器内液相体积和气相体积之和：

s wV=V +V (1)



除氧器整体质量平衡方程：

( )in out s s w w
dG G V V
dt

   
(2)

除氧器整体能量平衡方程：

( ) ( )in in out w s s s w w w
dG h G h V h V h kpV
dt

    
(3)

s wdV dV dLF
dt dt dt

  
(4)

整理上述公式，得到推导公式：
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式中：k —单位转换系数；V —除氧器总体积，m3； sV —除氧器中气体体积，m3； wV —
除氧器中液体体积， 3m ；P —除氧器内部压力，Pa；L—除氧器的水位，m；F—除氧器

的横截面积，m2； s —除氧器内饱和蒸汽密度，kg/m3； w —除氧器内饱和水密度，kg/m3；

sh —除氧器内饱和蒸汽比焓，kJ/kg； sh —除氧器内饱和蒸汽比焓，kJ/kg； inG —除氧器

各支路进口汽水流量，kg/s； inh —除氧器各支路进口汽水比焓，kJ/kg； outG —流出除氧

器的未饱和水流量，kg/s；

2 基于自适应模糊 PID 控制设计

2.1 仿真模型验证

自适应模糊控制器在常规 PID 控制器基础上加入模糊逻辑和模糊推理，通过语言

变量实现对 pk , ik , dk 参数的实时调整，从而优化整体系统的稳定时间、超调量等动态

响应。

本文使用的是二维模糊控制器，模糊控制器的输入信号是偏差 ( )e t 和偏差变化率
' ( )e t 。输入信号经由模糊化处理，模糊规则判别，模糊推理和解模糊化后输出信号，对

pk , ik , dk 参数进行自适应调整，如图 2所示。



图 2 模糊控制器结构图

根据试验压力控制需求，确定压力变化及变化率信号，进行尺度变化和量化处理，

转化论域为 E,EC,Z={-3,-2,-1,0,1,2,3}，对应模糊子集为{NB,NM,NS,ZE,PS,PM,PB},其中

元素分别代表负大、负中、负小、零、正小、正中、正大。选择输入、输出信号的隶属

度函数为相对灵敏的式(13)三角形函数。

0 ,

( )
1

x a x d
x a a x b
b af x

b x c
d x c x d
d c

 
 
  
 

 
 

 
 



(8)

模糊控制规则库由一系列的 IF-THEN 语句规则构成，以单个 0i i ik k z  参数为例，

存在以下 49 条规则的规则库：
': if ( ) is and ( ) is , then is . 1,2, ,49i i i iR e t E e t EC z Z i  

在模糊控制中，模糊推理常用模糊蕴含最小运算和模糊蕴含积运算的运算方法，

经过近似推理得到对应规则的输出为：

' ' ' ' '( and ) ( and )i i i i i iZ E EC E EC Z  (9)

式中：and 采用最小算子; 采用最大-最小合成;模糊蕴含关系 采用模糊蕴含最小运

算。

' ' '( ) [ ( ) ( )]
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Vi i i
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e E
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E EC Z i Z

z e ec
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
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  
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(10)

式中： i 为规则 iR 的激励强度。

由于实际控制器参数为准确定值，因此需要将模糊推理输出 ' ( )
iZ

z 转化为准确定值，

本文解模糊化采用加权平均法：

'

'

( )

( )
i

i

Zz
i

Zz

z z dz
z

z dz




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


(11)



2.2 模糊规则库优化

本文中所使用的模糊规则库，通过结合操作人员经验与遗传算法优化得到。首先对

构建的除氧器模型引入阶跃信号，得到反馈曲线并结合操作经验建立参考点，得到 pk ,

ik 参数规则表如表 1、2 所示。
表 1 kp模糊规则表

kP
ec

PB PM PS ZE NS NM NB

e

PB PB PB PM PM PS ZE ZE
PM PB PB PM PS PS ZE NS
PS PM PM PM PS ZE NS NS
ZE PM PM PS ZE NS NM NM
NS PS PS ZE NS NS NM NM
NM PS ZE NS NM NM NM NB
NB ZE ZE NM NM NB NB NB

表 2 ki模糊规则表

ki
ec

PB PM PS ZE NS NM NB

e

PB NB NB NM NM NS ZE ZE
PM NB NB NM NS NS ZE ZE
PS NB NM NS NS ZE PS PS
ZE NM NM NS ZE PS PM PM
NS NM NS ZE PS PS PM PB
NM ZE ZE PS PS PM PB PB
NB ZE ZE PS PM PM PB PB

考虑到模糊规则表的选取依赖于经验与专家知识的支持，存在难以辨识具体控制对

象的设计不足，所以采用遗传算法优化模糊规则表来解决这个问题，主要优化步骤有：

1）根据模糊规则表有 49 条规则组成，隶属度区间由 21 个值划分，随机建立 N 个

序列长度为 140 位的染色体，染色体编码位为[a1,a2,...,a140]，a1～a49、a50～a98、

a99～a119 a119～a140 是分别是 kp、ki 规则的 49 位数字以及 kp、ki 隶属度函数区间，

取值范围为[-3,3]，作为当前生成种群；

2）更新当前种群为父代，读取当前种群各个染色体编码位，根据编码 a1～a140 生

成 kp、ki 参数新的模糊规则以及新的隶属度函数划分，更新模糊规则表以及隶属度区

间；

3）将更新后的模糊规则表载入模糊控制器中，运行模糊 PID 控制器完成负荷突变

时除氧器压力控制仿真，获得 t 时刻除氧器压力与期望压力的误差信号 ( )e t ，计算目标

函数 J(ITAE)：

0
(ITAE) ( )nT

J t e t dt  (17)

式中： nT —为当前第 n 次迭代时运行模糊 PID 控制器完成一次负荷突变时压力控制仿

真总时间。

考虑后续的轮盘选择原则来筛选子代配对，引入适应度函数 F(pred)满足种群的进

化筛选：
1( )

(ITAE) 1
F pred

J



(18)

4）排序当前种群个体染色体对应的适应度函数值，参照对当前种群进行选择、复

制、变异、交叉配对等遗传操作，生成下一代迭代的子群；

完成除氧器压力控制模糊 PID 控制器的遗传算法优化，具体遗传算法设置参数如

下：种群数 N=100，选择算子采用赌轮选择法，两点交叉配对比例为 0.5，变异概率为



0.1，循环迭代为 100。运行遗传算法优化模糊 PID 控制器的模糊规则表，得到如图 3
所示的遗传迭代图，从图中分析可知遗传算法在 53 代后最大适应度函数值基本不变

化，寻优结果接近当前最优解。

图 3 遗传迭代图

3 除氧器仿真结果及分析

3.1 仿真模型验证

建立二回路动力系统仿真模型，基于该模型，高速工况和低速工况主要稳态参数与

设计值对比如表１所示，以下所有参数均以高工况为基准进行归一化处理。
表 4 系统仿真值与相对误差

参数
高工况 低工况

仿真值 设计值 相对误差/% 仿真值 设计值 相对误差/%

除氧器压力/MPa 1.0003 1 0.0003 0.9999 1 -0.0001

除氧器水位/℃ 1.000 1.000 0.0000 0.9999 1 -0.0001

冷凝水流量/kg/s 1.0011 1.000 0.0011 0.4663 0.4326 3.37

通过对比结果可知，系统的主要性能参数仿真稳态值误差在 5%以内，说明建立的系

统较为准确，能较好模拟变负荷工况下的机组响应。

3.2 负荷变化下控制反馈

3.2.1 负荷扰动变化

为研究模糊控制器稳态工况的控制性能，进一步验证三种控制器控制算法在系统内

的可行性。在 t=190s 时引入瞬态微小扰动变化信号，将压力目标值设为 0.115，从图 4
可以看出，在微小扰动下，模糊控制器相比于 PID 控制器，曲线波动更为平稳，波动较

小，但调整到目标值能力较弱，而优化后的模糊控制器相比 PID 控制器具有更好的快速

响应能力，面对微小扰动调节到达设定目标能力更强。同时，除氧器压力变化趋势证明

了模糊控制器在二回路系统内的实际可行性。



图 4 稳定状况扰动时压力变化

3.2.2 负荷切换变化

根据船舶实际运行工况的要求，海上航行情况多变，相应航行工况变化频繁，参考

实际航行过程中高工况切换到低工况的工作情况，模拟负荷大阶跃变化下二回路动力系

统响应。

从系统的安全性和稳定性分析，如图 5 所示，在第 280 秒时引入负荷突变信号，模

拟工况“高—低”的变化。当二回路动力系统切换工况时，会对除氧器压力产生很大的

扰动，对比 PID 控制器，采用自适应模糊控制器后，除氧器压力超调量由原来的 10.84%
降低至 7.41%，震荡幅度更小；而经过遗传算法优化后的模糊控制器的超调量相比于模

糊控制器降低了 2.34%，上下浮动变化范围更小，压力波动首次进入± 5%的稳定速度提

高了 6.4%，整体变工况过渡过程超调更小，压力波动更为平滑。

图 5 负荷突变时压力变化

对比观察除氧器产出给水、除氧器进气以及冷凝器冷凝水流量对压力变化进行分析，

除氧器除氧水流量、给水流量流量差以及除氧器进气量如图 6、图 7 所示



图 6 流量差 图 7 乏汽进汽量

通过对汽水流量的观察，可以看出，优化后的模糊控制器，抑制乏汽进气量超调能

力提升，除氧器汽水波动幅值变小，更有利于除氧器压力控制。

采用不同控制方法对船舶从高工况至低工况的动态仿真结果表明，系统整体工况切

换是除氧器压力的扰动来源，因此除氧器扰动最终稳定时间基本不变，而经过遗传算法

优化后的模糊控制器响应时间变化不大，因此主要优化目标函数选择为误差累计值，整

体评价模糊控制器控制效果更佳。

以遗传算法优化后的模糊控制器为例，对负荷突变时系统鲁棒性提高的原因进行分

析，在负荷由高工况突变到低工况时， pk , ik 参数依据模糊规则做自适应调整，结果如

图 6 所示，在负荷突变时二维输入信号变化，根据模糊规则 pk 参数值向上突变， ik 参数

值向下迅速变小，相应控制参数的变化使负荷突变初期以及后续二次波动可快速响应，

并且保持调节过程的稳定性；随着后续误差信号与误差变化率逐渐变小后， pk , ik 参数

逐渐向初始参数回落。

图 6 负荷突变时系数变化

4 结论

针对除氧器在变负荷过程中的压力控制优化需要，建立了一种除氧器压力自适应模

糊控制器，通过和串级 PID 控制器的比较，可以得到以下结论:
(1) 模糊控制器与串级 PID 控制器相比，前者控制参数实现自适应调整功能，能在



负荷改变初期快速反应，降低响应时间的同时保持控制过程的稳定性；

(2) 模糊控制器在压力调节能力上，相比于常规 PID 调节更具优势，压力超调量减

少 3.43%，调节速度更快，并且整体震荡次数减少；

(3) 经过遗传算法优化模糊规则后的模糊 PID 控制器具有更好的控制性能，压力超

调减少 2.34%，整体震荡次数减少，稳定时间缩短 6.4%，表明了基于遗传算法优化的模

糊 PID 控制器在除氧器压力控制中具有良好的效果；
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摘要：为进一步提高热泵热水器的性能系数，缩短加热时间，将模块化建模与准稳态计算方法结合，

建立动态的热泵热水器模型。利用分液冷凝技术对制冷剂的状态进行调控，以最大性能系数为优化目

标，以冷凝器管程布置和分液效率为设计变量，探索热泵热水器的性能优化潜力。结果表明，与 BLS

相比，PELS 的性能系数提高了 7.47%，加热时间减少了 12.15%。此外，研究发现系统性能最优不代表

换热器的传热性能最优，且性能优化在加热过程的前期效果最佳。

关键词：热泵热水器；分液冷凝；管程布置；性能优化

0 前言

热水是现代生活的重要组成部分，超过 90%的中国家庭使用热水器制取生活热水[1]。

在碳达峰、碳中和的背景下，亟需发展绿色环保、低碳高效的热水器产品。空气源热泵

热水器以环境空气为热能，能源效率是传统化石燃料热水器的 4-5 倍。提高热泵热水器

性能系数（Coefficient of Performance，COP），有助于减少能源消耗，提高产品竞争力。

因此，热泵热水器的性能提升是目前研究的重点[2]。

国内外的专家学者主要从系统循环类型、部件结构、运行策略等方面提高热泵热水

器的系统性能。Wu 等人[3]提出了一种新型两级加热热泵热水器，采用两股温度不同的制

冷剂来加热水，以缩小制冷剂和水之间的温度差距，从而提高系统效率。研究发现，COP
提高了 17.43%。刘恒等人[4]开发了一个外绕式热泵热水器的耦合模型，设计了一种变外

盘管螺距的热泵热水器，相比于定盘管螺距，该系统的传热系数和 COP 分别提高了 21.91%
和 10.75%。Wang 等人[5]针对跨临界 CO2 热泵热水器的运行策略进行优化。采用模型预

测控制方法，依据控制模型和目标函数进行优化，使系统 COP 最大。虽然这些方法能够

在一定程度上提高系统性能，但对于流体的换热过程，传热恶化区域仍然存在[6]，如何

缩短甚至消除传热恶化区域，维持制冷剂高效传热是性能提升关注的重点。

冷凝器作为热泵热水器的重要部件，其传热特性对热泵热水器的性能有重要影响。

常用的强化传热技术虽然能够改善换热器的传热性能，但同时会造成更大的压降，导致

耗功增加，系统性能系数降低[7]。而分液冷凝技术通过及时分离冷凝液体，维持高效传

热，同时降低了流动阻力。Chen 等人[8]将分液冷凝器应用于热泵热水器，综合讨论热泵

热水器系统性能。结果显示，冷凝器流量不均的情况得到改善，传热系数提高了 25.6%。



但以上研究忽略了分液效率在动态过程中的变化[9]，无法准确反映分液效率对系统性能

的影响，因此有必要考虑分液效率的动态变化，探究热泵热水器性能优化的潜力。

本文通过优化分液冷凝器的管程布置和分液效率，改善冷凝器内部的换热过程，探

究动态变化的热泵热水器性能提升。通过对比优化前后热泵热水器系统随时间变化的性

能参数，分析分液冷凝对系统传热特性的影响，为进一步提高系统能效提供理论依据。

1 物理模型

1.1 分液冷凝水箱

外盘管微通道冷凝器在水箱外侧，包括平行的微通道换热管及位于两端的联箱。在

联箱内设置挡板，能够改变冷凝器内部制冷剂原有的流动路径，通过改变挡板的位置，

可实现不同的管程布置。如图 1(a)所示，外盘管微通道冷凝器有六个管程，其换热管数

依次为 7 根、6 根、4 根、4 根、4 根和 2 根，此管程布置命名为 7-6-4-4-4-2。对于普通

的冷凝器，挡板为盲板，联箱内的制冷剂全部进入下一管程进行换热，如图 1(b)所示。

而分液冷凝器的挡板包括盲板和分液隔板，分液隔板设置了若干个小孔，利用重力、毛

细力以及隔板两端的压差[9]，将分液隔板上方的液相制冷剂直接排入下部联箱，同时液

相制冷剂在隔板表面形成液膜，可阻止气相制冷剂通过小孔，而气相制冷剂进入下一管

程继续冷凝，如图 1(c)所示。

图 1 (a) 外盘管微通道冷凝水箱；(b) 制冷剂流经盲板；(c) 制冷剂流经分液隔板

1.2 其他部件

节流装置选用毛细管，其结构为直径较小的等截面光管。冷凝器出口过冷状态的液

相制冷剂进入毛细管，在等焓节流的过程中，制冷剂的压力和温度迅速降低，焓值保持

不变，最后两相状态的制冷剂从毛细管出口排出，进入蒸发器的进口。

蒸发器的类型为管翅式蒸发器，由若干根平行的铜管以及纵向布置的翅片构成，相

邻铜管之间采用 U 形弯管连接，换热翅片沿铜管的轴向均匀排布，蒸发器整体呈 L 形。

两相状态的制冷剂从蒸发器的进口输入，经过蒸发过程吸收热量，以过热状态的气相制

冷剂从蒸发器出口排出，进入压缩机的进口。



压缩机采用变频转子压缩机，其主要作用是将低压的气相制冷剂进行压缩，使压力

和温度升高，将高压的过热气相制冷剂输入冷凝器。具体参数如表 1 所示。

表 1 热泵热水器系统部件具体参数

部件 参数 部件 参数

冷凝器

(外盘管

微通道)

换热管数 27

蒸发器(管
翅式)

换热管数 20
扁管宽度 25 mm 管间距 22 mm
扁管长度 1032 mm 铜管长度 836 mm
微通道数 18 铜管内径 8.92 mm
通道内径 1.3 mm 翅片间距 1.2 mm

水箱

箱体内径 370 mm 翅片厚度 0.105 mm
箱体高度 1450 mm

毛细管
长度 750 mm

绝缘厚度 50 mm 内径 1.4 mm
箱体容积 140 L

隔板
分液隔板数 2

压缩机 变频转子压缩机 盲板数 3

2 数学模型

2.1 冷凝水箱

水箱温度在加热过程中逐渐升高，导致冷凝器的运行工况发生改变，热泵热水器的

加热过程属于动态过程。本文采用准稳态计算方法求解，将动态的加热过程看作是极短

时间内稳态加热的总和。在一个时间单元内，冷凝水箱的传热特征通过计算单元的方式

进行，将冷凝水箱分为三个层面：单元-换热管-管程，再按照时间维度进行运算，就可以

计算得到冷凝水箱随时间变化的参数变化[10]。由于冷凝水箱内部的换热过程较为复杂，

为简化模型的计算过程，做出以下假设：

 在一个时间间隔内，换热单元内制冷剂是稳态传热过程，制冷剂物理性质保持不变；

 制冷剂在联箱的作用下，充分混合并均匀分配，即进入各换热管的微通道内的制冷

剂物理性质相同；

 忽略壁面热传导和冷凝器向环境的散热[4]；

 水箱内的水温均匀分布。

对于每个换热单元制冷剂侧和水侧的换热计算如下[11]：

QR=hR×AR×(TR-Twall) (1)
QW=hW×AW×(Twall-TW) (2)

h= Nu×k
d

(3)

式中：Q 为换热量（W）；h 为传热系数（W·m-2·K-1）；A 为传热面积（m2）。

对于单相制冷剂侧的 Nusselt 数计算[12]：

NuR=0.023ReR
0.8×PrR

0.3，ReR<1.2×105 (4)

NuR=1.86( ReR×PrR

l/d
)
1/3

( μR
μwall

)
0.14

，ReR>1.2×105 (5)

式中：Nu 为努塞尔数；Re 为雷诺数；Pr 为普朗特数；μ为动力粘度（Pa·s）。



对于两相制冷剂侧的 Nusselt 数计算[13]：

NuR=ටNuF
2+NuB

2 (6)

NuF=0.0152(1+0.6PrSL
0.8)× ϕSV

Xtt
×ReSL

0.77 (7)

NuB=0.725H(ξ)×( Ga×PrSL

Ph
)
0.25

(8)

式中：ΦSV为两相数乘；Xtt为 Lockhart-Martinelli 变量；H(ζ)为空隙率函数；Ga 为伽利略

数。

对于水侧的 Nusselt 数计算：

NuW=0.59(GrW×PrW)1/4，GrW<3×109 (9)
NuW=0.1(GrW×PrW)1/3，GrW>3×109 (10)

式中：Gr 为格拉晓夫数。

分液效率（η）是分液隔板气液分离程度的指标，定义为被排出的液相制冷剂流量占

总液相制冷剂流量的比值，可根据工况需要进行设计。

η= ṁl,drained

ṁl, tot
(11)

2.2 毛细管

本文采用经验关联式对毛细管建模，采用了 Yang and Zhang 提出的广义关联式[14]：

-dP=G2dv+ f×G2×v
2×D

dl (12)

Pin-Pout=G2×(vout-vin)+ fave×G2×vave×l
2×D

(13)

G2×vin

Pin
=

1-Pout
Pin

vout
vin

-1+ f×l
2×D×vave

vin

(14)

式中：G 为质量流速（kg·m-2·s-1）；f 为摩擦系数；v 为运动粘度（m-2·s-1）。

2.3 蒸发器

蒸发器的建模方法与冷凝器类似，采用分段法对蒸发器的性能进行研究，将铜管和

翅片沿流程方向进行划分，计算换热单元的传热特性。计算单元的出口状态作为下一计

算单元的进口状态，考虑时间维度对蒸发器内部换热特性的影响。为简化模型的计算过

程，做出以下假设：

 在一个时间间隔内，换热单元内制冷剂是稳态传热过程，制冷剂物理性质保持不变；

 制冷剂充分混合并均匀分配，即分流后得到的流体的物理性质相同；

 空气垂直流向计算单元且速度分布均匀。

利用效率-传热单元数法（ε-NTU）计算换热单元的换热量：

Q=ε×Crate×(Thot-Tcold) (15)

 ε=1-expቂቀ
1

Cratio
ቁ×NTU0.22×൫exp -ൣCratio×NTU0.78൧-1൯ቃ （单相制冷剂） (16)



ε=1-exp(-NTU) （两相制冷剂） (17)
传热单元数 NTU 的计算公式为[15]：

NTU= UA
Crate,min

(18)

1
UA

= 1
εfin×hair×Aair

+ δwall

kwall×Ar
+ 1

hr×Ar
(19)

式中：U 为总传热系数（W·m-2·K-1）；εfin为翅片效率；δ为厚度（m）。

当制冷剂为单相状态时，传热系数的计算公式[16]：

hR= Nu×k
d

(20)

Nu
(Re-1000)×Pr

= 0.5f
1.07+12.7ඥ0.5f×(Pr2/3-1)

(21)

当制冷剂为两相状态时，传热系数的计算公式[17]：

hTP=(hnb
n +hcb

n )
1
n (22)

hnb=55q0.67×M-0.5×ቀ P
Pcritical

ቁ
0.12

×ቂ-log10 ቀ
P

Pcritical
ቁቃ

-0.55
(23)

hcb=൫1+1.925Xtt
-0.83൯×h×R (24)

式中：q 为热流密度（W）；M 为摩尔质量（g·mol-1）；Pcritical为临界压力（Pa）。
2.4 压缩机

压缩机对系统性能有显著影响，采用效率模型对压缩机性能进行模拟。压缩机模型

关键参数（质量流量、排气焓值和功率）的计算公式如下所示[18]：

ṁ= n×ρ×Vd×ηvol
60

(25)

hout=
1
ηise

× hൣout,ise-hin×൫1-ηise൯൧ (26)

W= ṁ×(hout-hin)
ηele

(27)

式中：ρ为密度（kg·m-3）；ηvol为容积效率；ηise为等熵效率；ηele为电效率。

2.5 热泵热水器系统

图 2 为热泵热水器的计算流程图。每个部件模型都是通过输入进口温度、压力和流

量，计算输出出口温度、压力和流量。首先，输入冷凝器的初始运行参数，该数据为真

实的实验数据。按顺序依次计算冷凝水箱模型、毛细管模型、蒸发器模型和压缩机模型，

通过调整排气压力，使流经毛细管和压缩机的流量差值在较小的范围内。通过程序迭代

运行，计算热泵热水器加热过程的热力参数变化，直到完成加热过程。

3 实验验证

3.1 实验介绍

系统部件和测量仪器与 Chen 等人[8]搭建的实验台一致。设备采集压力、温度、流量



和功率的精确度分别为± 0.5%、± 0.5℃、± 0.2%和± 0.5%。实验验证采用的微通道冷凝

器管程布置为 7-6-4-4-4-2，共有 27 根换热管。在冷凝器联箱中的第二和第三管程进口处

设置分液隔板，分别命名为隔板Ⅰ和隔板Ⅱ，其余管程进口处设置盲板。根据国家标准 GB-
T 23137-2020《家用和类似用途热泵热水器》确定本实验的运行工况，控制干球温度为

20℃、湿球温度为 15℃，将水侧温度从 15℃加热至 55℃。将整个加热过程分为四个加

热段（15-25℃、25-35℃、35-45℃、45-55℃），分别设置独立的分液效率。

图 2 热泵热水器的计算流程图

3.2 模型验证

图 3 对比了热泵热水器节流前后和压缩前后的温度和压力，预测温度与实验结果的

平均误差为 6.18%，预测压力与实验结果的平均误差为 5.33%，具体数据见表 2。通过对

模拟值与实验值的对比，验证了热泵热水器仿真模型的准确性。

图 3 分液冷凝热泵热水器验证结果 (a) 节流前和节流后；(b) 压缩前和压缩后
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表 2 计算误差

参数 节流前 节流后 压缩前 压缩后

温度（℃） 4.18% 7.07% 9.72% 3.77%
压力（MPa） 5.86% 3.24% 7.57% 4.66%

4 计算结果与讨论

由于分液冷凝技术改变了换热管程中制冷剂的质量流量和干度，原有的管程布置与

制冷剂的流动特性不能匹配，需要通过管程布置的优化设计，调整管程的流通截面积，

实现高效传热。为了探究热泵热水器的性能提升潜力，以 COP 为优化指标，改变冷凝器

的管程布置和分液效率。结构参数改变存在以下限定条件：

 微通道冷凝器的换热管数量为 27 根，结构优化不改变换热面积；

 下一管程所含换热管数不得大于上一管程所含换热管数，且各管程换热管数不得少

于 2 根；

 分液效率范围为 10%-90%，以 10 个百分点为变化单位。

对于热泵热水器在整个加热过程的分液效率，分别对四个加热段进行设置，由于冷

凝器中存在两处分液，即隔板Ⅰ和隔板Ⅱ，同样需要对其分液效率进行设置：对于第一加

热段（15-25℃），隔板Ⅰ和隔板Ⅱ的分液效率分别为 90%和 70%；第二加热段（25-35℃），

隔板Ⅰ和隔板Ⅱ的分液效率分别为 20%和 40%；第三加热段（35-45℃），隔板Ⅰ和隔板Ⅱ的

分液效率分别为 50%和 30%；第四加热段（45-55℃），隔板Ⅰ和隔板Ⅱ的分液效率分别为

40%和 70%；此分液效率命名为 90%/70%-20%/40%-50%/30%-40%/70%。而该分液效率

是通过多次仿真模拟得到的最接近于实验数据的结果，因此认为是实验过程热泵热水器

采用的分液效率。而在仿真过程中发现，分液效率的改变对系统性能的影响较大，因此

有必要对系统分液效率进行优化。

将管程布置（7-6-4-4-4-2）和分液效率（90%/70%-20%/40%-50%/30%-40%/70%）的

热泵热水器命名为 BLS。基于 BLS 分别优化管程布置和分液效率，都能改善系统性能，

但只有两个参数协同优化才能够达到最优 COP。通过不断迭代优化，获得最佳的管程布

置和分液效率，确定了性能最优的热泵热水器。将管程布置（6-5-5-5-4-2）和分液效率

（70%/40%-90%/10%-90%/10%-20%/90%）的热泵热水器命名为 PELS，具体情况如表 3
所示。PELS 与 BLS 相比，COP 提高了 7.47%，尽管平均功率增大了 6.04%，但同时平

均制热量也提高了 13.96%，加热时间减少了 12.15%，系统性能显著提高。

表 3 系统性能参数

系统

名称
布置方式 分液效率

平均制

热量

(W)

平均

功率

(W)
COP

加热

时间

(s)

BLS 7-6-4-4-4-2
隔板Ⅰ：90%-20%-50%-40%

3112.5 750.0 4.15 7570
隔板Ⅱ：70%-40%-30%-70%

PELS 6-5-5-5-4-2
隔板Ⅰ：70%-90%-90%-20%

3547.0 795.3 4.46 6650
隔板Ⅱ：40%-10%-10%-90%



为了探究系统性能提升的原因，从部件层面分析，对比冷凝器内部各管程传热系数

的变化，如图 4 所示。在第一管程内，制冷剂的状态从过热气相转变为两相，传热系数

迅速增长到最大值，随后随干度减小而下降。由于分液冷凝导致管程干度变化不连续，

因此上一管程出口与下一管程进口的传热系数存在突变，高干度意味着高传热系数。随

着加热过程的进行，制冷剂的两相范围扩大，该时刻冷凝器的传热系数随之增大。对比

两个系统的内部管程传热系数，发现第一至第四管程的平均传热系数都是 BLS 较大，而

第五、第六管程的平均传热系数则是 PELS 较大。BLS 的整体平均传热系数为 2759.4W·m-

2·s-1，而 PELS 的整体平均传热系数为 2594.2W·m-2·s-1，传热系数降低了 5.99%。虽然平

均传热系数降低了，但 PELS 系统分液冷凝器的换热均匀性得到改善，且由于换热温差

的增大，平均制热量显著提高。同时侧面说明了换热器传热性能最优，不一定能获得最

优的系统性能。

图 4 各管程传热系数情况 (a) BLS；(b) PELS

从系统层面分析，探究系统性能参数（COP、功率和流量）随时间的变化，如图 5 所

示。在加热过程中，系统的质量流量保持在一定范围内。PELS 的质量流量相较于 BLS，
平均提高了 12.39%。PELS 的质量流量呈减少的变化趋势，范围约为 21.80-16.15g/s，BLS
的质量流量变化波动不大，范围约为 17.65-15.48g/s。随着加热过程的进行，质量流量提

高的差距越来越小，流量变化说明 PELS 的优势在于加热过程的前期；由于质量流量和

水箱温度的影响，功率呈增大的变化趋势。PELS 的功率始终大于 BLS，提高了 6.04%。

随着加热过程的进行，两个系统功率之间的差距先增大后减少，最大差距和最小差距分

别为 15.57%和 1.46%；性能系数 COP 是衡量系统能效的重要指标，在加热过程中，系

统 COP 呈下降趋势，原因在于冷凝压力的不断提高，压缩机压比持续增大，压缩机耗功

随之增加，系统 COP 降低。在 2840s 前，PELS 的 COP 高于 BLS，最大差距达到 27.09%；

在 2840s 后，PELS 的 COP 低于 BLS，最大差距达到 12.17%。虽然 PELS 的功率大于

BLS，但制热量的提升效果更为显著，PELS 的加热时间大大缩短，总消耗电量相比 BLS
少了 388.8kJ，PELS 的 COP 更高。

从热力循环层面分析，对比循环在加热过程中的压焓图，探究循环的动态变化规律，

如图 6 所示。从图中能够清楚地看出，系统的冷凝压力在加热过程中持续增加，且在加

热过程前期，PELS 的冷凝压力明显高于 BLS，直到加热过程后期（水温大于 35℃后），
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两个系统的冷凝压力近似相等；PELS 冷凝器出口的过冷度随着加热过程逐渐降低，从

25.7℃一直降低至 3.1℃，BLS 冷凝器出口过冷度则从 17.5℃一直降低至 2.7℃，导致蒸

发器进口制冷剂的干度不断增大。结合图 5 分析可知，在加热过程前期，PELS 的性能表

现要好于 BLS；在加热过程的后期，PELS 的表现稍逊于 BLS。但综合来看，PELS 能够

缩短热水器加热所需时间，减少压缩机耗功，提高系统性能系数。

图 5 系统性能参数比较 图 6 系统压焓图对比

5 结 论

建立了外盘管微通道分液冷凝热泵热水器系统模型。通过管程布置和分液效率优化，

得到最优的结构参数。深入研究了热泵热水器系统优化前后的热力学参数变化，探究性

能提升的影响因素，主要的结论有：

(1) 在换热面积固定的情况下，优化管程布置和分液效率能够有效提高系统性能系

数，缩短加热时间。与 BLS 相比，PELS 系统的平均功率增大了 6.04%，制热量提高了

13.96%，COP 提高了 7.47%，加热时间减少了 12.15%。

(2) PELS 系统的冷凝器传热系数较 BLS 略有下降，但换热温差的提高使系统换热

量明显增大。

(3) PELS 系统性能优化在加热过程的前期效果最佳，冷凝压力的提高给制热量增

大带来的积极因素大于系统耗功增大的消极因素。
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摘要：两步 CVD 工艺是制备高纯石英玻璃锭的重要方法。该工艺主要包括沉积、烧结及冷却，冷却过

程产生的热应力会影响产品质量。为研究冷却过程的热应力，本文建立了石英玻璃从高温冷却至室温

过程的数值模型，结果表明石英玻璃在冷却中产生的热应力受到冷却工艺参数和自身形状的影响，为

控制石英玻璃产生的过程热应力，先以适当功率进行一定时长的保温，并调整样品本身高径比，使过程

中产生的热应力值较小，内部应力更均匀。

关键词：石英玻璃；冷却工艺；热应力；有限元分析

0 前言

石英玻璃具有高光学透过性、高热稳定性、化学和机械稳定性，在生物化学[1]和光

学[2]等领域都有广泛应用，可制备光刻掩模基底[3]、机械谐振器[4]，是飞秒激光器[5]和 NIF
光学激光系统[6]的核心材料。残余应力影响器件性能和使用寿命，非对称内应力会干扰

光学表面的精密加工[7]，应力双折射率可能导致激光输出时产生畸变[8]、抗激光损伤性能

下降[9]，不当的残余应力还会降低材料的强度[10]。石英玻璃在烧结及冷却的过程中会产

生热应力，需要研究冷却工艺以降低热应力水平。

为研究应力对玻璃的影响，张范斌、佟连杰等[11, 12]介绍了玻璃的假想温度，采用数

值模拟探讨退火窑的工艺参数对浮法平板玻璃退火过程的应力影响。Wang 等[13, 14]采用

有限元方法模拟了窗户玻璃在火灾中受到热冲击后的温度及应力分布。Aronen 等[12, 15]模

拟了钢化玻璃在淬火过程中，表面产生的残余应力。Xiao 等[16]研究了玻璃的激光键合过

程中产生的残余应力。目前对于传统硅酸盐玻璃的应力研究比较丰富，硅酸盐玻璃的加

工是在一定温度范围内对玻璃进行塑性成型，例如浮法玻璃在约 600-1050 ℃的浮槽中成

型[17]。石英玻璃的应变点高，难以成型[18]，制备工艺及处理加工过程困难。李润强等[7]

建立了用 CO2激光修复石英玻璃表面裂纹的热力耦合有限元模型，研究了激光的工艺参

数对修复裂纹处表面粗糙度和残余应力的影响，并提出了激光修复后可采用低温加热去

应力的工艺。孙劭伟等[19] 研究了熔融石英玻璃受到 CO2 激光损伤后的损伤形貌，建立

了三维应力场分布的数值模型。

本文采用有限元数值模拟方法，建立了石英玻璃在高温烧结炉中冷却的物理模型，

研究冷却过程的工艺参数，探究保温功率、保温时间及样品高径比对热应力的影响。

基金项目：国家自然科学基金项目（No. 52106088）



1 模型和方法

1.1 模型介绍

由传统化学气相沉积法（CVD）制备的石英玻璃锭羟基含量高，光谱透过率降低。

为减少羟基含量，近年来发展了两步 CVD 法[20]。在两步 CVD 法中，SiCl4 在低温下进

行水解反应，沉积得到 SiO2疏松体，SiO2疏松体高温烧结后可得低羟基的石英玻璃。此

前的工作对 SiO2疏松体的烧结过程进行了深入研究[21]，根据烧结升温曲线[22]，烧结末，

加热器温度为 1500 ℃，本文研究石英玻璃锭在烧结炉内的冷却过程。炉内材料的主要参

数如表 1 和图 1 所示。烧结炉保温层的隔热效果良好，炉壳散热性能优良，可以根据需

要通入冷却水进行降温，因此设置炉壳温度为 25 ℃。

表 1 炉体主要结构参数

炉体结构 物料 加热器 坩埚 辐射屏 保温层 炉壳

导热系数݇
(W/m · k) (݇ܶ) 150 2.5 175 3 44.5

恒压热容 ୔ܿ

(J/kg · K)
(ܶ)୮ܥ 710 500 132 200 475

密度 ρ

(kg/mଷ)
2203 1950 5850 17800 120 7850

表面发射率
ε

0.8 0.9 0.6 0.2 0.75 -

图 1 石英玻璃物性参数：(a)导热系数݇ሺܶ ሻ(来源于王玉芬等[23])，(b)比热容ܥ୮ሺܶ ሻ(来源于 Fanderlik [24])

石英玻璃锭与烧结炉在结构上具有对称性，建立如图 2 所示的二维轴对称模型，炉

体的主要结构包括外层炉壳、保温层、辐射屏、加热器、坩埚盖板、坩埚（尺寸：D × H =

600 × 600 mm）及支撑底座。石英玻璃烧结的线性收缩率可达 86%[22]，烧结后的石英玻

璃与坩埚的相对体积小，放置样品尺寸：d × h = 277.5 × 171.13 mm。



图 2 石英玻璃烧结炉二维轴对称模型及网格划分

（图中部件：1-炉壳；2-保温层；3-辐射屏；4-加热器；5-盖板；6-坩埚；7-石英玻璃；8-底座）

1.2 数学模型

在模拟计算过程中，假设炉膛内部材料均为灰体，炉内保护气体为氮气。在冷却

过程中，石英玻璃锭从高温迅速冷却至 1000 ℃以下，假设冷却过程中石英玻璃为完全

弹性体。冷却过程中炉内仅发生自然对流，由于烧结炉零部件之间的间隙小，炉内空气

流动受阻，自然对流带来的散热效果弱，计算中忽略自然对流，认为空气速度为 0。冷

却中的控制方程包括能量守恒方程和本构方程，内部传热主要考虑热传导和热辐射：

୮,௜ܥ௜ߩ

߲ܶ

ݐ߲
+ ∇ · =ݍ ܳ + ܳ୰ （1）

式中ܥ�୮ǡ௜为部件的比热容，热传导ݍ��满足傅里叶定律：ݍൌ െ ௜݇ܶ׏，݇௜为部件的导热系数，

ܳ�为系统内热源，来自加热器，ܳ୰�为内部辐射源项。在冷却初始阶段，炉膛内部温度较

高，此时热辐射占主导地位，炉内部件均为不透明固体表面，参与辐射的界面视为漫反

射灰体表面，不同材料的表面发射率如上表 1 所示，净辐射通量ݍ�୰ୟୢ 为：

୰ୟୢݍ = ௜߯ߝ ( ௧ܶ
ସ − ଴ܶ

ସ) （2）

式中ߝ�௜�为灰体材料的表面发射率，߯�为斯蒂芬-玻尔兹曼常数。烧结后的石英玻璃具有一

定的透明度，热辐射能够在石英玻璃内传递，但传递路程短，辐射传递特性近似于固体

导热，热量传递只取决于邻近区域的状态，认为石英玻璃具有光学厚度�߬，由吸收系数�ܽ�

沿典型光路积分进行定义：

߬= න ܽ݀ ݏ
௦

଴

（3）

石英玻璃的光学厚度�߬ ب ͳ，因此本文计算中采用 Rosseland 近似进行简化计算，

Rosseland 近似方法没有给热方程加入额外的自由度，仅增加了导热系数的非线性贡

献，对于灰体介质，介质内的辐射通量表示为：



௥ݍ = −
4߯

ோߚ3
∇( ௥݊

ଶܶସ) = −
16 ௥݊

ଶ߯ܶଷ

3ܽ+ ௦ߪ
ܶߘ

（4）

式中�݊୰�为介质折射率，ߪ௦�为散射系数，石英玻璃的吸收系数�ܽ ൌ ͳͲ，散射系数ߪ�௦ =

0。

晶体热应力计算多采用基于位移的热弹性应力-应变理论，石英玻璃在冷却中的应

变由本征应力和温度共同作用形成，由广义胡克定律，总应变可表示为：

௜௝ߝ =
1 + ߥ

ܧ
−௜௝ߪ

ߥ

ܧ
+௜௝ߜଵܫ −ܶ)ߙ ଴ܶ)ߜ௜௝ （5）

上式中 α 为各向同性材料的线膨胀系数，ߥ�为泊松比，ܧ�为杨氏弹性模量，1ܫ 为应力张量

的第一不变量，ܫଵ ൌ ଵଵߪ ൅ ଶଶߪ ൅ ଷଷߪ ൌ ௜௝�可以表示为轴ߝ�௜௜，在二维轴对称模型中，总应变ߪ

向分量ߝ�௭、径向分量ߝ�௥�和剪切变形ߛ�௭௥。将式（5）改成应力分量的形式：

σ୰ =
ܧ

(1 − 1)(ߥ2 + (ߥ
[(1 ௥ߝ(ߥ− + [௭ߝߥ −

ߙܧ

1 − ߥ2
(ܶ− ଴ܶ) （6）

σ୸ =
ܧ

(1 − 1)(ߥ2 + (ߥ
[(1 − ௭ߝ(ߥ + [௥ߝߥ −

ߙܧ

1 − ߥ2
(ܶ− ଴ܶ) （7）

τ୸୰=
ܧ

2(1 + (ߥ
γ୸୰ （8）

2 模拟结果与讨论

2.1 参考工况结果分析

直接关闭加热器进行冷却的过程作为参考工况，图 3(a)为石英玻璃的平均温度变化，

冷却开始前石英玻璃的平均温度为 1290.2 ℃，在 150 min 前，平均温度高于 500 ℃，热

辐射效应明显，降温速率大，此后石英玻璃的降温速率逐渐下降，冷却至 600 min 后平

均温度低于 100 ℃，降温缓慢，冷却至约 1980 min 时平均温度为 32.5 ℃。图 3(b)为石英

玻璃内的最大应力变化情况，关闭加热器后石英玻璃表面温度迅速下降，内部温差有所

降低，最大热应力在前 5 min 下降。随着冷却进行，石英玻璃内部温差不断增大，最大

热应力也开始增大，至 40 min 左右达到峰值，继续冷却时由于降温速率下降，内部温差

开始减小，此后最大应力缓慢下降直至冷却结束，冷却结束时最大热应力约 0.03 MPa。

图 3 自然冷却过程：(a)平均温度变化，(b)最大应力变化



图 4 直观展示了参考工况在冷却过程中的温度和应力变化，选取了冷却至 0 min、
40 min、180 min、1980 min 的温度和应力分布云图。由于加热器在顶部，0 min 时石英

玻璃的温度从顶部向下呈层状分布。石英玻璃与坩埚的接触边缘温度梯度最大，形成了

高热应力区。关闭加热器后石英玻璃表面温度迅速下降，高温区域向中下部迁移，自表

面向内的温度梯度变大，表面应力增大，高热应力区从右下边缘扩大到整个表面，并向

内部延伸，内部的应力集中区域从中部转移至底部。冷却至 180 min 后，石英玻璃温度

梯度减小，整体应力水平下降，均匀的低应力区自中心向表面扩散。至 1980 min，石英

玻璃温度接近室温，温度均匀，此时热应力水平低，分布均匀。

图 4 自然冷却至不同时刻的温度和应力的云图及等值线分布图

2.2 加热器保温功率对热应力的影响

本节讨论保温功率在冷却过程中对石英玻璃温度和应力的影响，通过调节加热器的

功率控制保温温度，设置加热器功率为 50 kW、10 kW、1 kW，设置保温时间为 60 min。
图 5(a)为前 200 min 内不同保温功率下石英玻璃的平均温度变化曲线，保温功率越高，

石英玻璃的平均温度越高，但降温速率没有明显变化。图 5(b)为前 200 min 内石英玻璃

的最大应力变化曲线。保温功率为 1 kW，应力与参考工况几乎相同。保温功率为 10 kW
的最大应力在 40 min 附近达到峰值，峰值从参考工况的0.42 MPa 降到0.35 MPa。保温

功率增大至 50 kW，保温过程的最大热应力始终维持较低的水平。当保温功率为 80 kW
在冷却至 100 min 时，最大应力反而高于 10 kW 工况。

图 5 不同加热器保温功率下：(a)石英玻璃平均温度变化，(b)最大应力变化

保温功率为10 kW和50 kW时保温效果较好，图6选取两种功率分别冷却至40 min、



60 min、100 min 时的温度和应力分布云图。保温功率为 10 kW，冷却至 40 min 时，高

温区域已经从顶部迁移至底部中心，随着冷却继续进行，应力自中心向表面减小，至第

100 min 时低应力区体积增加，分布更均匀。对比图 4 的参考工况，当保温功率为 50 kW
时，高温区域先由顶部向中部迁移，然后回到顶部，这个阶段内部应力低，分布均匀，

关闭加热器后高温区迅速向底部迁移，内部温差增大，应力从表面向中心延伸，至第 100
min 时表面应力达到最大值，中心的应力分布不均，底面出现应力集中，应力分布形态

与保温功率 10 kW 冷却至 40 min 相似。

一定的保温功率能够在保温时间内使内部应力均匀，但过大的保温功率在关闭加热

器后应力水平上升明显，保温效果被削弱，同时高功率增加了能耗，不利于实际生产。

图 6 不同保温功率下 10 kW 和 50 kW 下冷却过程中温度、应力的云图和等值线分布

2.3 加热器保温时间对热应力的影响

本节讨论保温时长对冷却过程的影响，由 2.2 节可得，保温功率 10 kW 效果较好。

设置保温功率为 10 kW，图 7 展示了保温时长分别为 60 min、120 min、180 min、240
min、300 min 的 5 组案例。由图 7(a)的最大应力变化曲线可以发现，冷却开始后，最大

应力先减小后增大。当保温时长为 60 min 时，最大应力在 80 min 达到第二个峰值，与

第一个峰值大小相近，在第 120 min 达到最小值，随后曲线上升，直至关闭加热器。若

保温超过 240 min，最大应力的第二个峰值大于第一个峰值。当保温时长大于 240 min，
对比图 3(b)发现最大应力峰值大于参考工况。由图 7(b)的应力标准差变化曲线可以看出，

冷却初期应力标准差增大，应力均匀性下降。当保温时间为 60 min，应力标准差在关闭

加热器后略微下降，随后增大。若保温时长继续增加，保温效应增强，应力标准差持续

减小，内部应力更加均匀。

图 7 保温功率为 10 kW 的不同保温时长：(a)石英玻璃最大应力变化，(b)应力标准差变化



可以发现随着保温时间增加，应力的均匀性增加。若保温时间超过 300 min，最大应

力的峰值过大，应力标准差降低，内部应力均匀性下降。根据实际情况选择保温时间在

180-240 min 之间能够实现较好的保温效果。

2.4 样品高径比对热应力的影响

石英玻璃的高径比会对冷却过程的应力产生较大影响，参考工况的石英玻璃在烧结

前能较好适应坩埚尺寸，因此保持石英玻璃的直径 d=277.5 mm 不变，通过减小高度，改

变高径比 b(ܾൌ ݄Ȁ݀ )。设置表 2 所示不同高径比的石英玻璃锭。

表 2 样品高径比

高 h/mm 174.13 123.68 98.45 60.70
高径比 b 0.63 0.45 0.35 0.22

图 8 为自然冷却下不同高径比石英玻璃锭的温度应力变化。图 8(a)为石英玻璃锭的

平均温度变化，可以看出在冷却前，不同高径比 b 的石英玻璃平均温度相同，关闭加热

器后随炉冷却，石英玻璃的降温速率随 b 减小有所增大。观察图 8(b)发现，冷却过程中

温度极差随着 b 减小而越小，温度分布随着 b 减小而更加均匀。由图 8(c)可得最大应力

的增长速率随 b 减小而下降，不同高径比的石英玻璃均在 40 min 左右达到峰值，峰值大

小随 b 减小而减小。图 8(d)展示了不同高径比的石英玻璃的应力标准差，冷却开始后，

应力标准差增大，小高径比石英玻璃的应力标准差增加的速度更慢，峰值更小，但 b=0.45
的应力标准差在 10-100 min 内大于 b=0.65 的工况，说明高径比 b 需要控制在一定范围

内才能使得内部应力更加均匀。

图 8 不同高径比的石英玻璃：(a)平均温度变化，(b)温度极差，(c)最大应力变化，(d)应力标准差

图 9 选取了不同高径比下样品在冷却 0 min、40 min 和 180 min 时的温度和应力分

布，不同高径比的石英玻璃，其温度和热应力变化规律相同。冷却过程中高应力区向表

面和中间发展。随炉冷却至第 40 min，表面应力达到峰值，然后应力自中心向表面逐渐

消退。对比图 4 和图 9 可以发现，随着 b 减小，表面应力减小，向内发展的应力集中区

的面积减小，中心应力降低，分布更加均匀。当 b=0.22，底部中心出现新的应力集中。



为获得更好的石英玻璃质量，需要尽可能保证内部应力均匀，控制高径比在一定范

围内，高径比过大，冷却过程产生的应力大，中心应力分布不均匀。高径比过小，冷却

中在底部形成较大的应力集中区。高径比在较小的范围内能够降低应力，使应力更均匀。

图 9 高径比为 0.22、0.35、0.45 时，冷却过程中温度、应力的云图和等值线分布

3 结论

本文针对两步 CVD 法制备高纯石英玻璃锭的冷却过程进行了数值模拟研究。在本

研究中，首先对石英玻璃锭在参考工况下进行冷却，其温度及应力的分布和演化进行了

分析，发现石英玻璃的最大应力先下降后升高，冷却至约 40 min 达到最大值，随后下降

直至冷却结束。在冷却初始时刻，高应力区集中在石英玻璃与坩埚接触的边缘，随着冷

却进行，石英玻璃表面应力增大，应力自表面向中心区域延伸，中心区域均匀性减小，

在冷却至约 90 min 时中心应力减小，均匀性提高。

接着探究了不同操作参数对冷却效果的影响，结果表明加热器的保温功率过小对减

小降温速率的效果不明显，保温功率过大会使得保温结束后再次经历一个比较剧烈的降

温过程。在本例中，加热器功率为 10 kW 时能有较好的保温效果；保温时间过短会使内

部热应力均匀化程度不够，保温时间过长会使得高应力区的最大应力持续增长，保温时

间在 180-240 min 内可以达到较好的均匀内部应力的效果；在制备烧结石英玻璃基体时，

降低样品本身的高径比能够降低冷却过程的内部温差，降低热应力水平。
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摘  要： 制备成本低、效率高的电极是实现高效电催化制氢的迫切需求，同时气体的逃逸过程对催化性能产生关键影响。本

文采用两步电沉积在铜片表面生长镍层修饰的蜂窝铜结构（Ni@Cu），探索电解液对蜂窝铜结构的影响规律，分析镍层修饰后

的电催化析氢性能。结果表明，蜂窝铜制备过程中产生的气泡模板对析氢过程的气泡析出有显著的诱导作用，可显著提高析氢

性能。其中，Ni@Cu-3 在酸性条件下，仅需 227.5 mV 就达到 10 mA∙cm-2 的电流密度，主要是因为较高浓度的电解液沉积形

成的蜂窝结构使得气泡以较小的半径逃逸。综上所述，该研究为蜂窝状多孔铜诱导气泡析出在电催化析氢领域提供新思路。 

关键词：析氢反应；电沉积；蜂窝结构；镍基催化剂；电催化；气泡 

0 前言 

随着全球能源的过渡消耗造成的能源短缺和化石能源燃烧带来的环境污染问题日益加剧，寻找绿色、环

保的替代能源已经成为迫在眉睫的问题[1-3]。氢能作为一种能量密度高、零碳排放的清洁能源已经成为最理想

的替代者[4-6]。然而，目前的制氢技术(甲烷蒸汽重整和煤气化)仍然需要消耗化石燃料，并在产生温室气体的

同时产生氢气，这与最初的目标背道而驰[7]。庆幸的是，电化学水分解技术以其高性能、节能无污染的特点，

已成为氢能源生产的有效策略。但为了提高水裂解制氢效率，迫切需要合理、高性能、低成本的电催化剂来

提高析氢反应效率[8-12]。目前 Pt 基复合材料具有超高的电催化活性，在 HER 领域具有广阔的应用前景[13]。

然而，由于 Pt 基催化剂的稀缺性和高成本，开发具有高活性的低 Pt 或非 Pt 催化剂已成为一种必要的选择[14-

15]。因此，大量的研究人员致力于开发非贵金属、高效率的材料。 
传统的催化剂大多数是粉末材料，实际应用需要借助导电粘结剂涂抹在圆盘电极上使用。然而，粉末催

化剂在实际应用中不可避免的出现一下缺点：1）均匀涂抹在圆盘电极上不可避免造成活性位点的相互掩盖，

从而降低催化性能：2）气泡在表面析出，逃逸过程中不可避免的导致催化剂的脱落，从而影响催化剂的寿命；

3）导电粘结剂的使用增加了催化剂和基体之间的电子转移电阻，将对催化析氢性能产生负面影响。因此，避

免使用导电粘结剂是解决问题的关键。为了克服以上缺点，目前主流思路是将活性催化剂原位负载在多孔导

电基体上制备三维自支撑电极，其主要是因为较大比表面积、良好的导电性、大量的活性位点以及高孔隙率，

可以为催化活性物质提供较多的附着位点、优良的导电性有利于降低电子转移电阻，目前应用最多的导电基

体有泡沫金属、碳布和碳纸等材料[16-20]。 
目前绝大多数研究都旨在提升催化剂的本征催化活性，然而电极的合理构建对气泡逃逸过程的影响提升

性能也至关重要。电解水析氢过程涉及气泡在表面的逃逸，从而固（电极）-液（电解质）-气（氢气）三相界

面的合理设计能够显著提升整个催化过程的性能。随着电解水产氢的持续进行，气泡半径在表面不断的增大，

在达到最大的临界脱离半径时逃逸。然而，如果电极表面对气泡具有较大的粘附力，造成气泡半径持续增大

将造成以下缺点：1）不可避免的造成催化活性位点被掩盖：2）气泡持续增大和气泡数持续增多将在电极表

面形成气泡，将造成整个催化过程断路；3）较大半径的气泡逃逸过程对电极表面的相互作用力大，将对电极

的使用寿命提出更高的要求。因此，构建表面利于气泡快速逃逸的电极是解决上述问题的关键。 
我们在前期工作中，采用了气泡模板法制备了蜂窝铜结构，其主要是基于蜂窝状结构表现出微/纳梯度结

构有利于气泡脱离的特点，在强化沸腾应用领域表现出优异的性能[21-22]。而受到蜂窝结构形成主要是利用软

模板氢气泡法的启发，以及前期工作中该结构对利于气泡逃离的理论支撑；对蜂窝铜结构进行功能化修饰，

将其应用在涉及析气的反应过程，将通过有效增强气体的传质效率来提升性能。基于以上的分析，我们相信

此种方法制得的蜂窝铜在电解水制氢方面也应该利于气泡的快速逃逸，对优化催化效率起到积极的影响。 



为了进一步提高催化效率，拟在蜂窝铜表面再镀上一层催化活性高的材料。金属镍作为一种本征催化活

性很高的金属一直是该领域研究的热点，其硫化物和氢氧化物等持续被研究。本研究则首先是通过一步简单

的沉积反应，在铜片表面构建具有蜂窝结构的铜结构，然后第二次电沉积过程将镍均匀的修饰在多孔铜的表

面。通过研究发现，沉积的蜂窝铜结构为镍提供丰富的附着位点，为电催化析氢性能的提升起到决定性作用；

同时镍层的修饰几乎没有改变蜂窝铜结构的微观形貌，表征发现蜂窝铜结构明显使得气泡以较小的半径逃逸，

对催化性能的提升显著。因此，本研究为蜂窝状多孔铜和镍层耦合应用在电催化析氢领域提供新思路。 

1 实验内容 

1.1 电极的制备 

如图 1 展示了三维自支撑镍层修饰蜂窝铜电极的制备流程，首先对于清洗后的铜片，大电流密度条件下

在表面均匀沉积蜂窝铜结构，紧接着在小电流密度下在蜂窝铜结构表面“涂抹”一层镍。 

图 1. 电极制备示意图 

1.1.1 蜂窝铜结构的制备 

如图 2 蜂窝铜结构原位沉积的过程原理图，剪取大小为 3.0 cm×2.0 cm×1.0 mm 的铜片，清洗干净后放

入真空烘箱里干燥、备用。 在去离子水中，配置硫酸（H2SO4）和硫酸铜（CuSO4▪5H2O）的混合溶液为电解

液，以剪裁铜片（3.0 cm×2.0 cm×1.0 mm）为阴极，另外的铜片为阳极，电流密度为 1 A/cm2 沉积 200 s，得

到具有蜂窝结构的电极基体，不同金属摩尔比制备的电极材料用不同的方式命名，记为 Cu-x(x=1，2，3)。 

图 2. 蜂窝铜结构生成的过程原理图 

1.1.2 镍层修饰蜂窝铜结构的制备 

在去离子水中，配置 0.1 M 氯化镍（NiCl2）溶液，以上不得到的 Cu-x 电极作为阴极，电流密度为 25 
mA/cm2 沉积 900 s，得到镍层修饰的蜂窝铜电极，不同的电极命名为 Ni@Cu-x (x=1，2，3)。如表 1 为不同样



品的制备信息。作为对比，光滑铜片，光滑镍片，泡沫铜，泡沫镍作为对比样品被测试。 

表 1 不同样品的反应条件与编号 

编号 基底 电解液 电流密度 反应时间 

Cu-1 光滑铜片 0.4 M Cu2SO4 + 1.6 M H2SO4 1 A cm-2 200 s 

Cu-2 光滑铜片 0.4 M Cu2SO4 + 1.8 M H2SO4 1 A cm-2 200 s 

Cu-3 光滑铜片 0.4 M Cu2SO4 + 2.0 M H2SO4 1 A cm-2 200 s 

Ni@Cu-1 Cu-1 0.1 M NiCl2 25 mA cm-2 900 s 

Ni@Cu-2 Cu-2 0.1 M NiCl2 25 mA cm-2 900 s 

Ni@Cu-3 Cu-3 0.1 M NiCl2 25 mA cm-2 900 s 

1.2 表征分析方法 

本实验显微镜采用的仪器为 Nikon ECLIPSE E200。场发射 SEM 采用的仪器为 SU5000 型号，用来观察

样品的表面形貌。 

1.3 电化学分析方法 

本实验电化学测试实验使用的是电化学工作站（上海辰华仪器有限公司的 CHI660E 电化学分析仪），主

要测试样品的线性扫描伏安曲线、电子转移阻抗谱和 Tafel 斜率。线性扫描曲线（LSV）扫描速率是 5 mV s-

1，每次均进行电压补偿；Tafel 斜率主要是通过线性扫描曲线转化而来，电子转移阻抗谱（EIS）在振幅为 5 
mV、电压为-0.3 V、频率范围为 0.01 Hz~100 kHz 的条件下测试。文中如果没有特殊说明，其涉及的过电位

均是通过能斯特方程（E(vs.RHE) = E (vs.SCE) + 0.244 V + 0.059 pH）进行转换的。 

2 实验结果分析 

2.1 表面形貌及元素分析 

如图 3 所示，扫描电子显微镜、体视显微镜以及光学照片清晰显示不同样品（Cu-x）的宏观结构和微观

结构。图 3（a1）-（a3）所示电极为 0.4 M 硫酸铜和 1.6 M 硫酸电解液下得到的 Cu-1 样品，图 3（a2）图显

示整个电极表面的光学照片，可以清晰看出表面均匀的多孔结构。图 3（a1）是在体视显微镜下拍到的表面微

观形貌，其表面主要呈现出蜂窝多孔结构，并且蜂窝结构主要是由许多枝晶堆积生长，同时在蜂窝结构表面

有许多类树叶状的结构生长。图 3（a3）的 SEM 进一步显示了该样品的微观结构，印证了体视显微镜下的结

构。图 3（b1）-（b3）所示电极为 0.4 M 硫酸铜和 1.8 M 硫酸电解液下得到的 Cu-2 样品，图 3（b2）显示整

个电极的光学照片，和 Cu-2 类似表面呈现均匀的多孔结构，图（b1）在体视显微镜下拍到的电极表面同样的

微观形貌。不一样的是，图 3（b3）显示了不一样的蜂窝结构，主要是在较大的硫酸浓度下，蜂窝结构的壁厚

加大。图 3（c1）-（c3）所示电极为 0.4 M 硫酸铜和 2.0 M 硫酸电解液下得到的 Cu-3 样品，同 Cu-1 和 Cu-2
类似，图 3（c2）中体视显微镜显示表面结构均匀，通过图 3（c1）金相显微镜观察表面的晶枝有变小的趋势。

同时图 2（c3）的 SEM 显示蜂窝多孔结构的壁厚继续变大。综上所述，随着硫酸浓度的升高, 表面的枝晶结

构变多，同时多孔蜂窝结构的壁厚变厚，可以预见的是其比表面积在逐渐变大。因此，可以预测 Cu-3 样品作

为基体继续进行镍层修饰，将会是催化性能最优的样品。 



图 3. Cu-x（x=1,2,3）的金相(左列)、光学照片（中列）和 SEM 图像(右列) 

在制备的 Cu-x 样品表面进一步电沉积修饰镍层，如图 4 所示，扫描电子显微镜、体视显微镜以及光学照

片清晰显示不同样品（Ni@Cu-x）的宏观结构和微观结构。图 4（a1）-（a3）所示电极为 Ni@Cu-1 电极，首

先观察光学照片图 4（a2）可知，表面颜色变暗，这主要是因为镍层在表面的均匀负载，图 4（a1）可知表面

的微观结构并没有被改变。而明显不一样的是图（a3），相比图 3 中的蜂窝结构，其表面的枝晶明显变粗大，

这主要是镍在表面均匀沉积造成的，但整体的微观结构并没有发生改变。图 4（b1）-（b3）所示电极为 Ni@Cu-
2 电极，其整体变化特点和 Ni@Cu-1 相似，其整体微观结构并没有发生较大的改变；由于镍均匀的沉积在蜂

窝结构的表面，形成蜂窝结构的枝晶明显变得粗大。同时，图 4（c1）-（c3）所示电极的 Ni@Cu-3 电极也出

现类似的特点，随着镍层的沉积，其表面的微观结构并没有发生改变，而镍层的沉积也并没有破坏微观结构。

同时，相比图（a3）和（b3），图（c3）的蜂窝结构壁厚仍然是最后的。从材料的结构决定性能来看，其较厚

的壁厚是许多枝晶堆积而成，其较高的比表面积使得镍充分暴露。可以预测的是，Ni@Cu-3 电极的电催化析

氢性能是最佳的。 



图 4. Ni@Cu-x（x=1,2,3）的金相(左列)、光学照片（中列）和 SEM 图像(右列) 

为了进一步证实镍层在表面的均匀负载，通过 SEM-EDX 分析技术进行详细的论证。首先，图 5（a1）-
（a3）Cu-3 电极，其中 5（a1）为蜂窝结构的进一步放大图，而图（a2）和（a3）分别对应 Cu 和 Ni 元素的分

布图，从图中可以看出 Cu 元素主要是按照蜂窝结构上枝晶的轮廓均匀分布，因此明确证实 Cu 元素组成蜂窝

结构。图 5（a1）-（a3）Ni@Cu-3 电极，图 5（b1）为 Ni@Cu-3 电极的蜂窝孔壁，图（b2）和（b3）分别对应

Cu 和 Ni 元素的分布图，与 Cu-3 电极不同的是，Cu 元素在整个结构上几乎没有显示，取而代之的是 Ni 元素

沿着蜂窝孔壁均匀的分布。通过以上分析可知，通过第二步沉积反应使得 Ni 层在表面均匀的涂抹，明确证实

Ni@Cu-3 电极的成功合成。 



图 5. （a1-a3）Cu-3 的元素分布图，（b1-b3）Ni@Cu-3 的元素分布图 

2.2 电极的电化学性能测试 

为了进一步表征电极的电催化析氢性能，图 6（a）-（b）展示了 Cu-x 电极和和 Ni@Cu-x 电极的线性扫

描伏安特性曲线，该测试主要是在 0.5 M H2SO4电解液中利用三电极（饱和甘汞电极为参比电极，石墨棒为

对电极和制备的样品为工作电极）系统，扫速为 5 mV/s。结合图 6（a）和 6（b）可以看出，电极 Cu-x 的催

化性能明显低于电极 Ni@Cu-x。而对于 Ni@Cu-3 电极达到 10 mA cm-2 的电流密度仅需要 227.5 mV，明显优

于 Ni@Cu-2（255.5 mV）、Ni@Cu-1（298.5 mV）、Cu-3（349.5 mV）、Cu-2（371.5 mV）和 Cu-1（374.5 mV）。

同时，Ni@Cu-3 电极达到 100 mA cm-2 和 200 mA cm-2 的电流密度时需要 328.5 mV 364.5 mV，同样明显优于

Ni@Cu-2（360.5 mV 和 392.5 mV）、Ni@Cu-1（405.5 mV 和 434.5 mV）、Cu-3（411.5 mV 和 444.5 mV）、Cu-
2（431.5 mV 和 452.5 mV）和 Cu-1（442.5 mV 和 460.5 mV）。Ni@Cu-x 电极性能明显优于 Cu-x 主要因为具

有丰富附着位点的蜂窝铜结构为活性镍提供丰富的附着位点；而Ni@Cu-3明电极显优于Ni@Cu-2 和Ni@Cu-
1 电极主要是因为随着硫酸浓度的提升蜂窝铜结构的枝晶数量变多，蜂窝壁变厚，从而显著提升活性镍的活

性位点，进而 Ni@Cu-x 电极表现出优异的催化性能。 

图 6. Cu-1、Cu-2、Cu-3、Ni@Cu-1、Ni@Cu-2 和 Ni@Cu-3 电极的（a）LSV 图和（b）过电位 



为了进一步表征电极的析氢过程，图 7（a）显示对应于图 6（a）的 Tafel 曲线，值得注意的是 Ni@Cu-3
电极的 Tafel 值为 105.8 mV dec-1斜率值低于 Ni@Cu-2 和 Ni@Cu-1 电极，这和图 6（a）-（b）结论一致。再

者，Cu-x 电极的 Tafel 值明显低于 Ni@Cu-x 电极，这可能是因为 Cu 基体具有优良导电性的原因，这也侧面

证实了以高比表面积的铜基材料作为三维自支撑电极基体是一个正确的选择。 

图 7. Cu-1、Cu-2、Cu-3、Ni@Cu-1、Ni@Cu-2 和 Ni@Cu-3 电极的（a）Tafel 斜率图和（b）电化学阻抗图 

图 7（b）通过电化学阻抗图进一步表征了析氢过程的动力学过程，从图中可以看出 Ni@Cu-3 电极的电

子转移阻抗明显优于 Ni@Cu-2 和 Ni@Cu-1 电极，这和图 6（a）和 7（a）结论一致，均证实了 Ni@Cu-3 电

极优异的电催化性能。同时 Cu-x 电极的电化学转移阻抗图明显较大，也说明了电化学阻抗谱展示了电极的

催化活性，这这主要是镍金属的催化活性明显优于铜金属。通过表征也说明了，虽然铜导电性能优异，但在

析氢催化方面明显劣于镍金属。因此，将铜金属和镍金属在表面巧妙的耦合是一个理想的研究思路。 
2.3 电极表面的气泡脱离过程 

为了进一步验证本研究制备样品结构的优越性，分别测试了光滑铜片、泡商业沫铜、光滑镍片、商业泡

沫镍和本研究样品在高电流密度下气泡脱离行为，图 8 显示了 Cu 片、CF、Cu-3、Ni 片、NF 和 Ni@Cu-3 电

极在电流密度达到 200 mA cm-2 时表面气泡的脱离过程。如图 8（a）所示，铜片表面气泡在持续不断的增大，

这样一来将不可避免的影响析氢的后续过程。如图 8（b）为工业泡沫铜，在电流密度达到 200 mA/cm2 时表

面气泡其较小的半径逃逸，这样一来将明显推动整个产氢过程，因此也证实丰富的微观结构将影响气泡以较

小的半径逃逸。进一步图 8（c）为本研究制备的 Cu-3 电极，通过观察电极表面的气泡发现，其以更小的半

径逃逸，这主要是因为本研究制备的蜂窝铜结构具有更加丰富的微观结构，再次证实微观结构对气泡逃逸行

为的影响。 
为了验证镍基电极在高电流密度下对气泡逃逸过程的影响，图 8（d）显示 Ni 片表面气泡的析出过程，

相比图 8（a）的 Cu 片，表面析出的气泡明显变小，这可能是因为镍金属本征催化活性比较高导致的，这也

说明了镍基材料在催化析氢方面的优势。图 8（e）展示了工业泡沫镍基体作为电极时的析气过程，首先相比

镍片气泡逃逸半径明显减小，这说明多孔结构对析氢气泡的优越性；再者，相比泡沫铜表面的气泡半径，泡

沫镍表面的气泡套题半径仍然较小，这也是因为镍金属的本征催化活性比较高导致的。最后图 8（f）显示了

电极 Ni@Cu-3 的表面气泡逃逸行为，令人兴奋的是其表面的气泡进一步较小，并且在产氢过程中气泡以较小

的半径持续的析出，这一方面证实了该研究中蜂窝结构的优越性，另一个方面也说明金属镍作为电催化析氢

的优越性，并且图 6（a）和图 7（a）也验证了该电极具有最优异的催化性能。综上所述，该研究制备的蜂窝

结构在气泡析出传递过程中有很大的优越性，可以为涉及气泡析出的催化反应提出一个很好的思路，同时也

为优化涉及多相流动的反应过程提出新策略。 



 

图 8. 气泡在（a）Cu 片、（b）CF、（c）Cu-3、（d）Ni 片、（e）NF 和（f）Ni@Cu-3 电极表面的脱离过程 

2.4 与文献的对比 

 

图 9. 不同电极达到 10 mA/cm2 时的过电位 

电极在电流密度达到 10 mA/cm2 时的过电位是衡量一个电极催化性能的重要指标，图 9 展示了不同文献

中所需的电位[23-29]。从图中可以得出，相比于大部分电极，本研究中体现的催化性能最佳，特别是对于本征

催化性能优异的 MoS2 基电催化剂，本研究也可以与之相媲美，可见本研究中电极性能的优异。因此，也进

一步说明蜂窝状铜结构和金属镍之间的高效耦合作用。 

3 结论 

综上所述，本文采用两步电沉积法制备了镍层修饰的蜂窝铜结构 Ni @Cu-3 电极材料，无需粘结剂即可

直接用于三维自支撑性能优异的电解水析氢电极。该电极在 10 mA∙cm-2 时的超低过电位为 227.5 mV，优于基

准 Ni @Cu-2、Ni @Cu-1 和 Cu-x 电极，同时 Ni @Cu-3 电极在 100mA∙cm-2 和 200mA∙cm-2 的高电流密度下仍

然表现出较低的过电位，突出了该材料优异的电化学性能。在研究不同电解液浓度条件下制备的电极催化性



能的差异，Ni @Cu-3 电极的蜂窝结构主要是由枝晶堆积而成，其蜂窝壁较厚使得更多的枝晶结构，进而使得

催化活性显著提升。另外一方面，本研究的蜂窝结构使得气泡在表面能够以较小的半径逃逸，明显提升催化

性能，这也为涉及气泡反应的多相流体系提供新思路。因此，这项工作为电沉积合成蜂窝状自支撑电极促进

水电解析氢开辟了一条新途径，加速开发低成本、高效、耐用的三维自支撑电极的进程。 
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摘要： 激光的高斯型能量分布是阻碍激光烧结器件电学、力学性能提升的重要因素。本研究基于激光烧结

传热模型结合光斑高斯型能量分布推导出了适配于高斯光束的最优线路沉积形貌，并通过调节喷墨打印线

路图案的“占空比”及线路间距实现该最优形貌线路的实际制造，最后借助 SEM 表征验证了最优沉积形貌线

路的烧结均一性，并得到了最优沉积线路的激光烧结特性曲线。

关键词：纳米微粒，喷墨打印，激光烧结，高斯型分布，形貌优化

0 前言

激光烧结是一种快速致密化微纳米微粒的加工方法。凭借激光的小辐射面积，高功率密

度以及可控扫描路径，选择性激光烧结已经成为粉末床熔融与柔性电子中的重要加工途径[1-

3]。为实现孔隙率更低的构件和电阻率更小的线路的增材制造，激光烧结参数（激光功率、

扫描速度、扫描策略等）和沉积参数（铺粉厚度、粉末密度等）的作用特性被广泛研究。广

泛的研究表明激光烧结特性的优化，需要保证沉积参数与激光烧结参数的匹配，且尽可能削

弱由激光光强不均匀分布等因素导致的各向异性烧结影响，进而避免烧蚀[4]、飞溅[5]、气孔
[6]等缺陷，实现低孔隙率构件激光烧结[7]。

激光光束整形通过聚焦、扩束、遮挡等手段，减小光斑的高斯光强梯度[8]或使高斯光束

转变为局部均一的光束（如贝塞尔光束[9]），进而降低激光烧结的不均一程度，是现阶段主

要的缓解激光高斯轮廓带来的烧结不均一性优化策略。但是，必要光路的局部遮挡、透镜衰

减等因素导致的能量损失极大限制了烧结能量密度的调控。此外整形光路设计与搭建较为复

杂，对于激光振镜系统的适用性较差，这导致了光束整形方法难以规模应用于工业生产。

为实现在高斯型分布激光下烧结高均一性线路，本研究通过激光烧结传热模型结合高斯

分布计算得到了均匀烧结线路沉积形貌；进一步，借助喷墨打印实现了可控形貌、可控线宽

的线路沉积，并打印出接近最优沉积形貌的铜纳米微粒沉积线路；最终确定最优沉积线路的

激光烧结特性曲线，在优选的激光参数下，制造出了电导率高至 7.8×106 S/m 的线路，且借

助 SEM 验证了该线路的高烧结均一度。

1 研究装置及原理

1.1 铜墨水制备

本研究中，铜纳米微粒（99.9 wt.%，Deke Daojin，中国，平均粒径 50 nm）以纳米墨水

悬浮液的形式分散在溶剂中（浓度为 200 mg/ml），墨水的溶剂是乙二醇（纯度 99.9wt.%，

Macklin，中国）和异丙醇（纯度 99.9wt.%，Macklin，中国）的混合物。 为提升墨水的稳定

性，墨水由超声波破碎机（Scientz-IID，中国）在 150 W 下机械分散 180 分钟，分散系统的

温度在水浴中保持在 15 ℃。然后，将分散的铜纳米油墨通过孔径为 0.45 μm 的聚四氟乙烯

（PTFE）过滤器，去除大的颗粒聚集。
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1.2 喷墨打印沉积

本研究中，通过喷墨打印机（Jetlab 4xl, MicroFab, 美国）实现纳米颗粒的定向可控沉积

（见图 1 a）。在喷墨打印过程中，正压气源通向储气储气瓶，驱动墨水流入喷嘴，喷嘴内的

压电陶瓷接收到波形电信号产生形变，进而产生稳定、连续、与波形相匹配的液滴序列。此

外，一个铜制的加热模块被置于基底下，实现基底温度的调控，进而提高打印分辨率[7]。在

打印沉积前，依次使用无水乙醇和超纯水清洗氧化铝基底，并在每次清洗后使用热烘机烘干。

1.3 激光烧结

本研究中，使用 1064 nm 波长的单模连续波激光器（MFSC-75，Maxphotonics，中国）

进行烧结。激光器被固定在一个能够在 Z 方向移动的支架上，光束的移动通过振镜系统实

现，激光光斑的大小由凸透镜和基片之间的距离控制（见图 1 b）。在本研究中，光斑直径在

烧结全过程中均保持不变，且通过光束轮廓仪（SP620U，Ophir Optronics，以色列）测量为

600 μm。

1.4 烧结线路表征

本研究中，使用超景深显微镜（DSX 1000，Olympus，日本）进行光学图片采集与线路

形貌及厚度测量；使用场发射扫描电子显微镜（SU8020，Hitachi，日本）对烧结线路表面及

截面进行微观表征；采用直流电阻测试仪（HPS2661，Helpass，中国）对烧结线路进行电阻

测量，为直观分析导电能力变化，本研究中使用单位电阻长度（与电导成正比）来代替电阻

值，该参数越大，烧结线路导电能量越强。

图 1 喷墨打印及激光烧结实验系统示意图

2 研究结果

2.1 最优沉积形貌的理论计算

本节基于激光烧结的传热模型与激光高斯分布，计算得到了不同烧结程度（熔融层占比）

下的最优沉积形貌，其中基于陶瓷基板的激光烧结的传热模型的建立在文献[10]中系统论述，

在此做简要介绍。

在激光烧结过程，初始为ݏܧ的激光能量穿透厚度为ℎ的微粒沉积层时，穿透的能量ݏܧ௛

可通过 Bill–Lambert 计算，

௛ݏܧ = ⋅ݏܧ exp(−ߤℎ) (1)

其中，ߤ为衰减系数，因此该过程中沉积层吸收的能量可表示为ݏܧ⋅ [1 − exp(−ߤℎ)]。此外到

达基底的能量ݏܧ௛部分被陶瓷基底反射重新进入纳米微粒层，记作(1 − 为陶瓷ߙ௛，其中ܧ(ߙ

基底对 1064 nm 波长辐射的吸收率。最后，陶瓷基板吸热升温后，通过导热向沉积层传导部

分热量，可记作ݏܧߙߟ⋅ exp(−ߤℎ)，其中ߟ是传导到纳米粒子中的能量与基体吸收的总能量之



比，可通过半无限物体的瞬时热传导理论计算得ߟ ≈  0.6[10]。依据烧结线路内部熔融层的能

量守恒，可得到以下等式关系。

ୟୠܧߚ + ⋅ݏܧߙߟ exp(−ߤℎ) = Δߩܪℎ௠ (2)

其中ℎ௠ 为内部熔融层厚度，ߚ = ℎ௠ /ℎ为熔融层的占比（可被认为烧结程度的度量），Δܪ为

从环境温度状态到融化状态的焓差，ߩ是熔融层的密度，ܧୟୠ = 1]ݏܧ − exp(−ߤℎ)] + (1 −

1](ߙ − exp(−ߤℎ)]ݏܧ௛，为熔融层直接吸收的激光总能量。公式 2 给出了烧结程度ߚ，激光能

量ݏܧ，和沉积厚度ℎ的定量关系，经过整理可得，

=ݏܧ
ℎߩܪΔߚ

ߙߟ ⋅ exp(−ߤℎ) + 1]ߚ + (1 − 1][(ℎߤ−)exp(ߙ − exp(−ߤℎ)]
(3)

此外单模激光光束的高斯型分布可表示通过下式描述，

(ݔ)ݏܧ = ଴ݏܧ ⋅ expቆ
ଶݔ2−

ଶݎ
ቇ (4)

其中ݏܧ଴为光束中心处的峰值辐照度，ݔ为离轴的径向距离，ݎ为激光束的半径。在给定的烧

结程度ߚ下，以不同(ݔ)ݏܧ为输入，通过公式（3）以数值差值方法计算厚度ℎ(ݔ)，可获得不

同ݔ处的沉积厚度，考虑到本研究中的光斑直径为 600 μm，确定ݔ的取值范围为-300 至 300
μm。以ߚ = 0.4为例，在此烧结程度下，无量纲化的最优沉积形貌如图 2（a）所示，与光斑

的高斯分布相比，最优沉积形貌更具有曲率特性（更小的半峰宽），这对线路的可控沉积提

出了挑战。此外，本研究也计算了ߚ ＝ 0.7 和 1 下的最优沉积形貌，如图 2（b）所示。曲

线表明，在相同的(ݔ)ݏܧ输入下，为获得更高的烧结程度沉积需更小的沉积厚度。此外，值

得注意的是，不同ߚ数值下的最优沉积形貌相对差异较小，这展示了最优形貌线路对于不同

烧结程度的泛用性，拓展了其工程应用的可能性。

图 2 （a）烧结程度 β = 0.4 下量纲化最优沉积形貌曲线与量纲化光斑高斯分布曲线对比，其中沉积曲线具

有更小的半峰宽。（b）烧结程度 β = 0.4，0.7 和 1 下的无量纲化最优沉积曲线，三条曲线具有相近的曲率

特性。

2.2 最优形貌沉积线路的喷墨打印沉积

上文明确了不同烧结程度下最优的沉积形貌曲线，本节将简述一种未被报道过的通过调

控喷墨打印“占空比”实现单次打印制造可控形貌及宽度的喷墨打印策略，以实现最优沉积形

貌线路的实际制造。

线路厚度调控的基础是单线沉积的堆叠。当打印的线间距小于线路铺展宽度（60-120 μm，

与打印参数及基板温度等因素相关）时，部分的线路将处于重叠堆积状态，通过调控打印的

线路间距和线路铺展宽度可实现沉积线路形貌与沉积宽度的调节。图 3（b）展示了不同打

印线间距在相同打印图案（图 3a）下的沉积线路形貌及线路的宽度与最大厚度。在相同的沉

积图案下，增加打印线间距可增加沉积线路宽度并减小线路最大厚度，以实现沉积线路形貌

的调控，此外通过改变打印图案的“占空比”可以更精确地调节线路形貌线路。考虑到本研究

中的光斑直径约为 600 μm，我们选取了与之吻合程度最高的线间距为 0.02 mm的沉积线路，



并以此沉积策略为基础，打印了铜纳米微粒沉积并进行了激光烧结实验。

图 3 最优形貌沉积线路的喷墨打印策略（a）一种可行的通过占空调节实现中间厚边缘薄沉积的打印图

案。（b）线间距分别为 0.02, 0.03 和 0.04 mm 时以（a）为打印图案的沉积线路形貌。

2.3 最优形貌沉积线路的激光烧结

为探究烧结参数对铜线路电学性能的影响，本研究在扫描速度固定为 15 mm/s 的基础

上，通过改变激光功率实现能量密度 Es 的调控，烧结线路的电导 Lr 随激光功率的变化规律

如图 4（a）所示。根据电阻随激光功率 P 的变化，可将烧结分为四个阶段。当激光能量密

度较小时（I 阶段），颗粒间未发生大规模传质，线路不导电。增加激光功率，烧结进入 II 阶
段，此时微粒开始颈长，物质发生表面扩散[11]，线路初步具备导电能量。若进一步增加激光

功率，微粒间发生大规模迁移（体积扩散）[12]，进入烧结阶段 III，一般认为该阶段烧结线

路电学性能最优。值得注意的是，在 III 阶段线路电导与激光功率具有明显的一次函数特征，

这是因为该阶段线路电导由熔融层厚度主导，而熔融层厚度随 Es 成正比[10]。当激光能量密

度进一步增加，进入过度烧结区（IV 区域）。此时线路导电能力迅速衰减，在实际烧结过程

中应尽量避免。

为确定最优沉积形貌下的烧结线路熔层特征，我们选取的典型工况（见图 4a 红圈），进

行了 SEM 表征，结果如图 4（b）所示。表征结果表明线路沉积形貌与理论最优沉积形貌相

近，证明了2.2节中的沉积策略的可行性，此外烧结线路的熔融层边界随沉积厚度不断变化，

且与沉积厚度之比（β）始终保持在 0.4 附近，这验证了借助理论最优沉积形貌线路，可实

现不均匀高斯光斑下的均一程度烧结。

图 4.（a）最优沉积形貌线路的激光烧结特性曲线。（b）最优沉积形貌的激光烧结线路 SEM 截面图像。该

沉积形貌与理论最优沉积形貌高度重合，证实了基于喷墨打印的线路形貌调节策略的可行性；此外，烧结

线路内层的熔融区域占比始终保持在 0.4，验证了借助理论最优沉积形貌线路，可实现不均匀高斯光斑的

均一程度烧结。

3 结论

本文基于激光烧结传热模型结合光斑高斯型能量分布推导出了理论最优线路沉积形貌，

并通过调节喷墨打印线路的“占空比”及线路间距实现该最优形貌线路的制造，最终得到该线

路的激光烧结特性曲线，且借助 SEM 表征验证了基于最优沉积形貌的均一烧结线路制造的

可行性。具体研究成果总结为以下三点。

（1）基于激光烧结传热模型及激光光斑高斯型能量分布，从理论上提出了可实现均一激光



烧结的最优沉积形貌。该最优沉积形貌叫高斯分布的半峰宽更小，且不同烧结程度下的最优

沉积形貌相对差异较小，这展示了最优形貌线路对于不同烧结程度的泛用性，拓展了其工程

应用的可能性。

（2）通过改变喷墨打印图案“占空比”和打印线间距，调控线路的堆积及其占比，进而实现

“中间厚，两边薄”的近似最优沉积形貌线路打印。在相同的沉积图案下，增加打印线间距可

增加沉积线路宽度并减小线路最大厚度，以实现沉积线路形貌的调控，此外通过改变打印图

案的“占空比”可以更精确地调节线路形貌线路。

（3）根据烧结线路的电导可将激光烧结最优沉积形貌线路分为四个烧结阶段（未黏结颈长

段、黏结颈长段、完全烧结段和过度烧结），其中完全烧结（III）阶段，线路电导最高，为

优选工况。借助 SEM 表征确定了 III 阶段下的最优沉积形貌烧结线路微观形貌，结果表明

烧结线路的熔融层边界随沉积厚度不断变化，且与沉积厚度之比（β）始终保持在 0.4 附近，

这验证了借助理论最优沉积形貌线路，可实现不均匀高斯光斑下的均一程度烧结。
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具有二次流道及交错出入口散热器性能研究1

李霖，于佳佳，吴春梅，李友荣

（重庆大学能源与动力工程学院, 重庆, 400044）

(E-mail: liyourong@cqu.edu.cn)

摘 要 不均匀的温度分布会导致电子器件性能退化和热失效。为了减小温度分布的不均匀性，本

文设计了一种具有二次流道和交错出入口的微通道散热器。采用水作为冷却剂，在 102≤Re≤512 范围

内，对出入口间距、二次流道位置和流速等对加热壁面均温性能的影响进行了数值模拟研究。结果

表明，在交错出入口微通道散热器的两侧/中部区域均设置二次流道时具有最佳的壁面温度均匀性，

其底壁温度不均匀温差降低到直通道散热器的（12~14）%，压降降低到直通道散热器的（60~85）%。

关键词 交错出入口；二次流道；微通道散热器；温度均匀性；数值模拟

0 前言

近年来，由于对便携性和设备性能要求的提高，电子器件逐渐向集成化和小型化

方向发展。随着电子器件尺寸变小和发热功率增大，设备中的热密度急剧增加、温度

升高。表面温度分布不均匀不仅会导致局部热点、从而使电子器件性能退化，还会引

起热应力导致电子器件临界疲劳失效，对其可靠性和使用寿命产生不利影响[1, 2]，因此，

热管理对小型电子设备的正常运行至关重要。1981 年，Tuckerman 和 Pease[3]首次提出

了微通道散热器，该技术因具有体积小、比体积大、换热系数大、冷却液库存量小等

优点得到了广泛应用。

考虑在直通道内流体温度沿流动方向升高的特点，有研究者通过优化流道布置来

更好地分配冷却剂，良好的流体分布有助于提高温度的均匀性。Vasilev 等[4]研究了微

通道纵向/横向布置、微通道数量和顺/逆流形式等对温度均匀性的影响，共设计出十种

单相微通道散热器。Al-Neama 等[5]研究了直矩形微通道和单通道、双通道、三通道蛇

形矩形微通道的综合性能，结果表明，单蛇形管具有最佳传热性能和更好的温度均匀

性。Liang 等[6]设计了一种 Y 型分形微通道，沿流动方向通过 Y 型分岔使流道数量增

多，换热面积增加，出口区域能保持较低温度。Tan 等[7]设计了多阶组件（一阶、二阶、

三阶）的多尺度叶脉型微通道网络，三阶组件具有更好的温度均匀性，因为通道的更

高阶具有更均匀的流量分布和更好的传输特性。上述优化流道布置的方式虽然实现了

更均匀的流体分布，提高了底壁面温度均匀性，但也使微通道结构变得相当复杂，难

以进一步与肋、凹腔等传热强化形式结合。

对于常规的并流流动模式，通过强化微通道整体换热性能，可以降低底部壁面温

差，提高温度均匀性。研究者们通过调整通道截面形状和侧壁结构、加入肋、凹腔等

基金项目：国家自然科学基金资助项目 (No. 52076017).



微观结构的方式[8, 9]，干扰边界层的生长、促进流体混合以及增加换热面积来提高换热

性能。但流体温度沿流动方向不断升高，加热壁面沿流动方向的温度梯度问题仍未解

决。因此，许多研究者通过梯度变化结构来减小沿流动方向的温度梯度。Shen 等[10]研

究了流道中心垂直分岔开始的最佳位置。Essam 等[11, 12]提出流道中部宽度阶梯变化和

沿流动方向微通道宽度阶梯变化两种阶梯变宽度模型，垂直分岔布置通过影响局部流

动分布和增加换热面积来提高局部换热性能。Feng 等[13]研究了嵌入式梯度分布针鳍阵

列对流动特性和温度均匀性的影响，结果表明，等泵送功率时相比于均匀针鳍阵列，

梯度分布针鳍阵列热阻和最大温差分别降低了 34.6%和 8K。唐等[14]分析了斜截式、含

肋斜截式和混合式结构的微通道散热器均温特性，结果发现，混合式结构壁面温度梯

度最小，壁温标准差最低。Lan 等[15]研究了变密度含肋斜截式结构对温度均匀性的提

升效果。

为了解决温度分布不均匀的问题，许多研究者提出采用逆流模式来减小温差。Leng
等[16]对双层逆流微通道散热器分别以底壁最大温差和总热阻作为目标函数进行了优化。

Shen 等[17]设计了交错排列逆流波纹双层微通道散热器，结果发现，双层微通道交错流

动的温度均匀性优于平行流动，逆流模式优于顺流模式、且波纹通道优于直通道。

Tikadar 等[18, 19]通过实验和数值模拟研究了采用两个连接器实现逆流平行通道的交叉

流动，二次流中断流动和热边界层、并且增强流体混合，逆流形式中部热点现象得到

缓解，温度均匀性显著提升。Ali 等[20]提出将收敛-发散微通道散热器与逆流模式结合，

获得了更好的温度均匀性。Khoshvaght-Aliabadi 等[21]研究发现，逆流模式下的波浪型

微通道散热器比顺流模式具有更好的温度均匀性，相比于直通道，波浪形微通道具有

更好的换热能力，从而改善底部壁面温度均匀性。Zhang 等[22]研究了底部壁面为凹腔

（凹腔几何形状分别为锯齿形、方波形和波浪形）结构的壁温特性，提出温度均匀性

和能耗相结合的新的综合评判指标来评价壁面温度特性。

顺流、逆流模式与肋、凹腔、二次流道等换热强化结构结合，通过强化换热来降

低壁面温度，提高壁面温度均匀性。但考虑到流体温度沿流动方向不断升高，使得顺

流模式仍存在沿微通道流动方向的温度梯度，逆流模式存在中心热点问题。因此，本

文提出采用交错出入口的方式，通过实现更均匀的流体分布来改善温度均匀性，同时

在临近峰值位置处设置二次流道，从而降低底壁最高温度，减小底壁温差。

1 理论模型

1.1 物理模型

图 1(a)为常规微通道散热器单元。单个微通道宽度 Wc=0.3 mm，高度 Hc=0.6 mm，

长度 L=20 mm，流道侧壁宽度 Wd=0.2 mm，上壁面和底壁面厚度均为 Hs=0.1 mm。图

1(b)为具有交错式出入口、两侧与中部区域均设置二次流道的微通道散热器单元，二次

流道宽度为 0.2 mm。定义中部出入口间距为 S，两侧二次流道距端部距离为 S1，中部

二次流道间距为 S2。通道尺寸与常规微通道散热器一致，为避免回流，中部出入口设

置高度为 1.5 mm 的出口/入口段。

冷却介质为常温下的水，所有固壁材料都为紫铜。水和紫铜的物性参数如表 1 所

示。



表 1 材料的热物理性质[23]

材料 固体: 铜 流体: 水

μ, kg/(m·s) — 0.01941.065×10-4T+1.489×10-7T2

k, W/(m·K) 387.6 0.829+0.0079T1.04×10-5T2

cp, J/(kg·K) 381 53487.42T+1.17×10-2T2

ρ, kg/m3 8978 998.2

(a) 常规微通道散热器 (b) 具有二次流道和交错出入口微通道散热器

图 1 散热器计算域模型示意图

1.2 数学模型

为简化起见，引入以下假设：（a）水是单相和不可压缩牛顿流体；（b）流动是稳

态层流；（c）固体为常物性，流体物性参数与温度有关；（d）所有固壁满足无滑移边

界条件；（e）忽略自然对流和辐射传热、粘性耗散和振动效应等。

基于上述假设，描述流动和传热过程的控制方程为：

连续性方程：
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边界条件设置如下：在微通道入口处，采用速度入口边界，温度恒定为 293.15 K；

在出口处施加压力出口，设置为 0 Pa；固液交界面设置为热耦合界面，界面无滑移且

固体导热量等于流体导热量；在微通道底部壁面施加恒定的热流密度，其值为 106 W/m2；

固体左右壁面为周期性传热边界，左右壁面导热量相等；其余壁面均设置为绝热边界。

微通道水力直径为 Dh=2WcHc/(Wc+Hc)，流动雷诺数为 Re=fuinDh/f，平均换热系

数 h 和 Nu 数分别按计式计算，

heat

w w f( )
qA

h
A T T




，
h

f

hDNu
k

 (4-5)

式中，Aheat为底壁面积，Aw为固液界面面积，Tw为界面平均温度，Tf为流体平均温度。



底部壁面温度不均匀性和平均压降分别定义为，

max b,max b,minT T T   ，  1 2 3 4 /4P P P P P         (6-7)

式中，△Pi分别代表四个流道的压降。

1.3 数值方法及网格无关性

采用 SIMPLE 算法处理压力-速度耦合。控制方程的对流项和扩散项分别采用二阶

迎风和二阶中心差分格式离散。当连续性方程、动量方程和能量方程的残差分别小于

10−4、10−5 和 10−9时，认为计算解是收敛的。

为了确保数值计算结果与网格无关，进行了网格独立性验证。在 Re=307 条件下，

采用四组网格分别对仅在两侧区域设置二次流道和两侧/中部区域均设置二次流道的

微通道散热器进行了计算，得到的不同网格下微通道底壁平均温度和底壁温度不均匀

值如表 2 所示，显然，第 3 组网格的底壁平均温度和温度不均匀性与第 4 组网格相比

偏差都小于 1%，因此，所有微通道散热器都选择第 3 组网格。

表 2 Re=307 时网格无关性验证结果

网格数 Tb,avg, K 偏差, % ΔTmax, K 偏差, %

S=9 mm
S1=2.5 mm

1160440 319.81 0.047 4.41 0.92
1854424 319.74 0.025 4.42 1.14
2813040 319.68 0.0063 4.39 0.46
4268760 319.66 - 4.37 -

S=11 mm
S1=2.25 mm
S2=2.75 mm

1304716 318.19 0.057 10.66 4.04
2063308 318.11 0.031 10.69 1.58
3150000 318.04 0.0094 10.71 0.63
4806546 318.01 - 10.69 -

1.4 模型验证

为检验理论模型和数值方法的准确性和可靠性，将 Re=120-500 间共五个入口速度

下的数值模拟结果与 Tikadar 等[18,19]的实验结果和数值结果进行了对比，如图 2(a)所示，

所有数值结果均在实验误差内。同时，与 Parlak 等[24]模拟结果进行了对比，如图 2(b)
可知，显然，不同压降下计算结果吻合很好。由此可见，计算结果是准确可靠的。

(a) 计算 Nu 和 f 与 Tikadar 实验和模拟结果对比 (b) 计算热阻 Rth 与 Parlak 模拟结果对比

图 2 计算结果验证结果



2 结果与讨论

2.1 交错出入口微通道散热器

交错出入口微通道的底壁温度分布图 3
所示。低温区域位于中部入口位置，因为在中

部入口处流体温度最低，并且冷流体以射流形

式冲击固液界面强化局部换热性能；高温区域

位于各区域中部。随着出入口间距减小，入口

段向中部移动，而且冷流体逐渐向中部汇集，

使中部换热性能增强，两侧换热性能减弱。因

此，中部温度随出入口间距减小而减小，两侧

温度随出入口间距减小而增大，存在使最高温

度从中部到两侧区域发生转移的出入口间距；

显然，出入口间距从11 mm减小至10 mm时，

最高温度位置从中部转移两侧区域。

底壁中心线温度分布如图 4 所示。交错出入口布置将完整流道分成左右两侧与中

部共三个区域，各区域内流动模式均为逆流流动，在各区域内的温度分布仍遵循直通

道内逆流模式的特点，即各区域内中部温度高于两侧温度。相比于直通道内流体温度

沿流动方向升高的特点，交错出入口的方式可以保证各区域内都有冷流体参与换热，

更均匀的流体分布使壁面温差下降。

图 4 Re=409 时底壁中心线温度分布 图 5 底壁温差随出入口间距变化

图 5 给出了不同雷诺数下交错出入口微通道底壁温差的变化。最小底壁温差都发

生在最高温度从中部区域到两侧区域转移时的出入口间距（看图 3）。出入口交错布置

后，两侧和中部都是逆流模式，中部区域长度大于两侧区域长度，因此雷诺数变化对

中部温度的影响会高于两侧。以 S=11 mm 为例，当 Re=512 时峰值温度在两侧区域，

随着雷诺数降低，中部温度升高幅度大于两侧温度升高幅度，在 Re=409 时，中部温度

高于两侧温度，峰值温度在中部区域。Re=512 时，最高温度区域变化对应出入口间距

为 S=12-11 mm，而 Re=512 时，最高温度区域变化对应出入口间距减小为 S=11-10 mm，

图3 Re=409时交错出入口散热器底壁温度分布



即最佳出入口间距随雷诺数减小而减小。通过减小出入口间距使中部最高温度降低，

从而减小雷诺数减小带来最高温度升高的不利影响。

不同流速下的 Nu 数和压降变化如图 6 所示。流速增大，更多冷却剂参与换热，更

快地将底壁热量带走，因此，微通道散热器的换热性能随流速增加而增强。而流速增

加会使沿程阻力损失增大，流道内压降增加。不同流速下，压降随出入口间距的变化

规律一致，而相比于出入口间距对压降的影响，流速引起的压降变化更大。

图 6 不同流速下 Nu 数（左）和压降 ΔP（右）随 S 变化

2.2 两侧区域设置二次流道

从底壁中心线温度分布可知，在各区域内温度极大值都处于中部，而相邻流道间

流动方向相反，流道间的压差可以为二次流流动提供动力。因此，可以在两侧区域的

最高温度附近设置二次流道，以降低温度极大值从而提高底壁温度均匀性。

图 7 Re=307 和 S=9 mm 时中心截面（z=0.4 mm）速度和流线分布



图 7 给出了 Re=307 和 S=9 mm 时中心截面（z=0.4 mm）速度和流线分布。由于二

次流道所连接的相邻主流道流动方向相反，二次流道两侧存在显著的压差，导致冷却

剂从高压侧的短流道流入长流道内；二次流会使短流道下游流速降低，而长流道下游

流速增加。由于二次流道和主流道交界处存在逆压力梯度，在二次流道前缘形成再循

环区，再循环区占据近半宽度，使二次流以较高流速冲刷二次流道后缘，并与低压侧

的主流汇流。横向流动的二次流通过中断主流道的流动和热边界层，促进流体混合，

从而强化该位置的换热性能，降低两侧区域温度峰值。

图 8 给出了 Re=307 时底壁中心线上温度分布。如图所示，二次流道降低了两侧

区域温度峰值，短流道下游温度随 S1 增加而减小，上游温度随 S1增加而增大。因为 S1

越大，二次流道离短流道下游极大值区（B1 区）越近，该区域受二次流道换热强化的

影响越大，B1 区温度降低。而随着 S1 增大，二次流量减小（如图 9(b)所示），二次流

道换热强化作用减弱，因此 B1区温度下降幅度逐渐减小甚至开始上升。二次流道逐渐

远离短流道上游极大值区域（B2 区），并且二次流道换热强化效果逐渐减小，因此 B2

区温度不断升高。当 Re=307 和 S=9mm、且 S1<2.5mm 时，温度最大值都在中部区域，

而最小值在两端，随着 S1增大，中部最高温度下降，两端最低温度升高，底壁温差随

之减小，但 S1>2.5mm 后，最大值仍在中部，而最小值从两侧转移至中部，由于低温区

域离二次流道更近，受二次流道位置变化影响更大，其温度下降幅度更大，底壁温差

随 S1增大而增大，底壁温差随 S1 变化规律如图 9(a)所示，存在使底壁温差最小的二次

流道位置 S1。

图 8 Re=307 时底壁中心线上温度分布

图 9(c)展示了换热性能随 S1 的变化。由图可知，换热性能随着 S1 增大呈先增加后

减小的趋势。当 S1较小时，二次流道远离高温区域，且较大的二次流量使短流道中下

游流速下降明显；当 S1较大时，二次流道远离高温区域，且更小的二次流量使二次流

道换热强化作用减弱，因此 S1较小或较大时，两侧温度峰值都不能有效降低，在两侧

温度峰值附近设置二次流道时，具有更好的换热性能。图 9(d)给出了压降随 S1的变化。

随着 S1 增大，二次流道远离长流道的出口，使得二次流流程增加，压降增大。而出入

口间距 S 增加时，固液交界面平均温度增加，粘性减小，压降减小，但二次流道两侧

压差也随 S 增加而降低，二次流量减小，压降增加；S1 较小时，固液交界面温度和二

次流量变化幅度更小，因此 S1较小时，S 改变对压降的影响较小。



图 9 Re=307 时底壁温差(a)、二次流量(b)、Nu 数(c)和压降(d)随两侧二次流道位置 S1 的变化

图 10 给出了不同雷诺数下温差随 S1 的变化。由于最高温度或最低温度位置随 S1

增加发生转移，使底壁温差随 S1 的变化趋势发生改变。当 Re=102 和 205 时，最低温

度都在两侧，底壁温差转折点在 B1区域转移至 B2区域时；当 Re=307 和 409 时底壁温

差转折点在最低温度从两侧转移至中部时；当 Re=512 时，最低温度一直在中部，底壁

温差转折点在最高温度从两侧转移至中部时。

图 10 底壁温差随两侧二次流道位置 S1 变化 图 11 底壁温差随中部二次流道位置 S2变化



2.3 两侧/中部区域均设置二次流道

图 11 给出了 Re=307 时底壁温差随中部二次流道位置变化。中部二次流道间距增

大，二次流道两侧压差随之增加，二次流量和二次流速增加，对热边界层中断更显著，

二次流道的换热强化作用随间距 S2增大而增强，因此 S2<2.5 mm 时，整体温度都随 S2

增加而降低。但由于二次流量增大，中部主流道流速降低，导致中部换热性能减弱，

因此 S2 进一步增加，中部温度开始上升。最低温度处于中部，而最高温度发生从中部

到两侧再到中部区域的转移，底壁温差转折点发生在最高温度从中部转移至两侧区域。

(a) Nu 数随中部二次流道位置 S2 变化

(b)底壁中心线温度分布

(c)压降随中部二次流道位置 S2变化

图 12 中部二次流道间距 S2 的影响。左图：u=0.75 m/s, S=11 mm；右图：u=0.25 m/s, S=10 mm

换热性能随 S2的变化如图 12(a)所示。二次流量随着间距增大而增加，二次流对热

边界层的中断更显著，强化二次流道附近的换热性能；但二次流量增加会导致两个二

次流道之间的主流道流速减小，从而恶化中部换热性能。结合底壁中心线温度分布分

析换热性能的变化，S2 刚开始增加时，二次流道换热强化占主要地位，使整体温度都



呈下降趋势，即换热性能提升；而 S2 进一步增大，两侧区域温度仍保持下降趋势，对

于中部二次流道之间的温度变化，由于主流道流速减少所带来的传热恶化影响更大，

使得中部温度不断升高，存在 S2 使 Nu 数从随 S2 增大而增加转变为随 S2 增大而减小。

压降随 S2增大也呈先增加后减小的趋势。粘性随温度升高而减小，当换热性能增

加时，固液交界面温度减小，粘性增加从而使压降增加，当换热性能减弱会使界面温

度升高，压降减小。而中部二次流道间距增加会使二次流流程减小，从而减小压降。

图 13 给出了不同雷诺数下底壁温差随

S2 的变化。与两侧二次流道位置 S1影响相似，

中部二次流道 S2 增加时会使最高/最低温度

位置发生改变，底壁温差随 S2的变化趋势发

生改变。当 Re=102 时，最低温度都在两侧，

底壁温差转折点发生在最高温度从两侧转移

至中部区域；当 Re=205 时，底壁温差转折点

在最低温度从两侧转移至中部区域时；当

Re≥307 时，最低温度一直在中部，底壁温差

转折点在最高温度从中部转移至两侧时。

图 14给出了不同Re数下三种微通道换

热单元中最佳（最小底壁温差）工况相比于等流量直通道顺流单元的提升效果。相比

于直通道的顺逆流模式，交错出入口的方式实现了更均匀的流体分布，使得各区域内

都有流体参与换热，可以保证两侧区域温升与中部区域温升相同。在此基础上，分别

在两侧和中部设置二次流道，进一步降低了各区域内的温度极大值，从而减小底壁面

温差。在两侧和中部区域均设置二次流道具有最有效的均匀性提升效果，不同 Re 数下

底壁温度不均匀温差仅有常规直通道的（12~14）%。图 14(b)反映了三种微通道换热

单元与常规直通道的压降之比。控制直通道与交错出入口方式的总流量相等，因此采

用交错出入口方式时，单个微通道内流量仅为常规直通道的一半，具有更低的压降。

二次流道对压降的影响从两个方面分析：一是二次流流程变化对压降的影响，即沿程

阻力损失变化；二是二次流通过二次流道会产生局部阻力损失，两个因素综合影响下，

设置二次流道具有更低的压降。

(a) 底壁温差比随 Re 数变化 (b) 压降比随 Re 数变化

图 14 不同 Re 数下三种微通道单元的底壁温差比(a)与压降比(b)

图 13 底壁温差随两侧二次流道位置 S2变化



3 结论

基于实现更均匀的流体分布和提高底壁面温度均匀性的初衷，设计了交错出入口

微通道散热器和设置二次流道的交错出入口微通道散热器。本文考虑了中部出入口间

距、两侧二次流道位置、中部二次流道间距和流速对壁面温度均匀性的影响。根据模

拟结果，可以得出以下结论：

(1) 相比于常规直通道散热器，交错出入口的方式可以实现更均匀的流体分布，从而

降低底壁温差。

(2) 二次流道通过中断流动和热边界层、强化流体混合来强化局部换热性能，在临近

极大值位置处设置二次流道可以有效降低极值温度，从而提高底壁温度均匀性。

(3) 相比于仅在两侧设置二次流道，中部、两侧均设置二次流道可以更有效地降低底

壁最高温度，进而降低底壁温度不均匀温差，所设计的微通道散热器底壁温度不

均匀温差仅为直通道散热器的（12~14）%。

(4) 控制制冷剂流量相同，相比于直通道散热器，三种微通道换热单元都具有更低的

压降。
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摘要：油浆锅炉烟气尾气中有机烃类含量较高，大分子油气在低温受热面凝结，同时黏附烟灰颗粒与硫酸

氢氨(Ammonia bisulfate，ABS)，带来了受热面结焦严重、空气预热器堵塞、系统阻力增大等问题，严重影

响了脱硝效率。本文研究了 ABS 与烟灰颗粒沉积结焦的数学模型，并编译了实现沉积结焦的 UDF 代码，

通过数值模拟的方法对空预器中 ABS 结焦过程进行分析，研究了空预器中 ABS 的沉积结焦特性。结果发

现随着烟气流速增加，空预器中的颗粒沉积情况有所缓解；颗粒沉积率随颗粒直径的增加呈现先增大后减

小再增大的趋势。研究结果可为油浆锅炉低温结焦的防治提供参考，指导空气预热器的强化传热和技术改

进。 

关键字：油浆锅炉；空气预热器；结焦；颗粒沉积；硫酸氢氨 

 
0前言 

随着习近平主席在第七十五届联合国大会上提出“双碳”目标后，中国为了实现 2030
年碳达峰和 2060 年碳中和两个目标出台了一系列政策。进一步开展绿色、环保、低碳的生

活模式，加快推进新兴绿色能源技术的研究和发展，改善国家整体能源结构成为了能源行业

的重要目标。目前我国的能源结构仍然以煤炭为主，石油为辅，太阳能、风能等清洁能源所

占份额不足 10%。我国北方大量电厂的燃料选择仍是煤炭和石油[1]，而近年来煤炭、石油价

格不断上涨，使得电厂的投入成本不断增加，电厂整体效益下降，如果使用廉价的催化油浆

作为燃油燃气锅炉的燃料，燃料的投入将减少 75%，长期下来能极大减少电厂的运行成本
[2]。 

空气预热器的堵塞、积灰、结焦、腐蚀等问题一直以来都存在于锅炉运行过程中，Chen
等人[3]还对某锅炉厂空气预热器底部的沉积物进行了实验测试，结果发现主要导致腐蚀和沉

积的是硫酸盐而不是 ABS，并且他们进一步发现这些由金属或金属氧化物与硫酸反应形成

的硫酸盐对烟气中的灰颗粒有更大的吸附作用，并且在空气预热器表面形成了一层具有粘性

的外壳。Wang 等人[4]对某回转式空气预热器的沉淀物进行研究，发现 ABS 不仅会在传热表

面与凝结，在松散的颗粒中同样存在。Yan 等人[5]搭建了 ABS 在金属壁面上沉积的实验平

台，分析 ABS 与灰分颗粒的粘附机理。他们发现灰分颗粒在金属壁面上粘附时，ABS 主要

以液态形式存在，不同状态下的 ABS 与灰分沉积有不同的灰分沉积层。并且在不同温度下，

ABS 与灰分颗粒的团聚形态也不相同，这对 ABS 与灰分颗粒的粘附机理相关研究提出了新

的想法。单鑫晨[6]等人通过搭建实验平台研究 ABS 的粘附情况，结果发现烟气温度是空气

预热器蓄热版 ABS 堵塞积灰的重要原因。Qing 等人[7]模拟了空气预热器内的温度场分布，

探究了 ABS 的从形成到沉积的变化过程，给出了 ABS 的初始沉积温度范围为 202~290℃。 
Rames 等人[8]对液滴沉积模型进行研究并搭建了雷诺数与液体粘度的数学模型，以研究

液滴的生长速率跟随流态温度的变化。Zheng 等人[9]采用 DSMC(蒙特卡洛法)建立了煤粉炉

的灰沉降模型分析粘性颗粒的粒径，结果与 SEM 测定的灰岩形态相吻合。吴志荣[10]对光伏

组件表面的灰尘沉积现象进行数值模拟分析，通过颗粒动力学研究空气中的灰尘沉积过程，

建立了灰尘颗粒的沉积准则。他在光伏组件表面的灰尘沉积准则中加入了颗粒-壁面系统的

势阱深度，基于新的积灰准则模拟计算出的光伏组件发电量与实际误差相差在 7%以内。王



凯[11]研究了 FLUENT 和 EDEM 耦合下的颗粒碰撞壁面模型，探究不同粒径下杨氏模量与粘

性力随流速变化的关系。他发现随着杨氏模量的增加，颗粒与壁面的粘附力也呈现增大的趋

势。董云山[12]基于 CFD-EDM 耦合计算方法研究了热管表面的积灰模型和管道磨损模型。

考虑磨损工况的计算结果与实验结果更加贴近，通过该模型可以更好的预测颗粒的临界粘附

速度。黄文丰[13]研究了颗粒在二维顺排圆管模型中的流场分布和尾流涡街对颗粒沉积的影

响，结果发现颗粒的粒径越大，沉积率越高。 
针对不同工况下的颗粒沉积情况，学者们做了大量的模拟研究，根据不同的颗粒沉积条

件，构建了不同的沉积模型并对影响颗粒沉积的原因进行了研究，但是关于油浆锅炉中空气

预热器的结焦问题存在大量的研究空白。本文通过数值模拟的方法对某油浆锅炉的叉排管式

空气预热器进行研究，分析油浆锅炉中的颗粒结焦特性。 
1数值模型 

1.1流动传热与颗粒动力学模型 

本文烟气流经空气预热器的运动过程采用欧拉-拉格朗日法描述；烟气的湍流运动采用

RSM 模型描述；颗粒与流体和壁面之间的质量传递采用 ANSYS FLUENT 软件中的离散相

模型计算。 
1.1.1湍流模型 

雷诺应力模型(RSM)是 ANSYS FLUENT 提供的最精细的 RANS 湍流模型，该模型基于

雷诺平均纳维斯托克斯(RANS)方程来计算围绕单个圆柱体和管束几何形状的流动。RSM 模

型放弃各向同性涡粘性假设，通过求解雷诺应力的传输方程以及湍流耗散率方程来封闭雷诺

平均 Navier-Stokes 方程。 
由于 RSM 模型比单方程和双方程模型更严格的方式考虑了流线曲率、漩涡、旋转和应

变率快速变化的影响，因此它在对复杂流动进行准确预测方面具有更大的潜力。因此，本文

选用 RSM 模型，并采用标准壁面函数。 
1.1.2离散相模型(Dispersed phase model) 

目前多相流的数值计算有两种方法：欧拉-拉格朗日法和欧拉-欧拉法。ANSYS FLUENT
中的拉格朗日离散相模型遵循欧拉-拉格朗日方法，通过求解 Navier-Stokes 方程将流体相视

为连续体，而通过计算流场跟踪大量颗粒、气泡或液滴来求解分散相。 
1.2颗粒沉积模型 

预测颗粒的沉积过程，不仅需要颗粒在流场中的运动轨迹，同样要了解颗粒与沉积表面

在碰撞过程中的接触模型。颗粒的沉积可能发生每一次碰撞过程中，因此可以根据颗粒的回

弹速度和回弹角度定义了颗粒沉积情况。 
1.2.1法向-切向碰撞模型 

颗粒与壁面发生碰撞时会造成能量损失，当能量损失大于颗粒的初始动能时，颗粒就会

粘附在碰撞表面上。本文通过恢复系数模型和弹性碰撞模型来描述这一过程。 
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下标 n 表示法向参数，下标 t 表示切向参数。为了简化沉积模型，法向恢复系数和切向恢复

系数取相同值，在 ABS 沉积区恢复系数取 0.4，在非 ABS 沉积区恢复系数取 0.9[16]。 
在撞击的接近阶段，由于接触区域变形而产生的排斥力使粒子减速至零速度。在此阶段，

入射粒子的动能作为弹性能储存在接触区域。因而在这个阶段，两个物体之间形成了一个接

触表面，其能量水平低于两个单独的表面，因此系统中增加了一个表面能项。使用以下能量

平衡方程描述接近阶段的过程[17]： 

 ,k A a eQ Q Q+ =  (2) 



在恢复阶段，储存的弹性能量返回到粒子，粒子开始远离表面。如果接触中存储的弹性

能大于粘附能（断开接触所需的能量），则粒子会反弹，否则会粘住。反弹发生在： 

 ,e A rQ Q  (3) 

1.2.2沉积模型 

颗粒的沉积的判断方式为临界沉积速度和临界沉积角，当颗粒的入射与表面夹角小于临

界沉积角且颗粒速度小于临界沉积速度时，认为颗粒发生沉积。 
根据经典碰撞理论和 Hertzian 模型[17]提出了临界速度计算公式： 
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Konstandopoulos[18]根据接触力学和牛顿定理计算了临界粘附角，由式(5)给出。 
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1.2.3剥离模型 

当颗粒沉积在换热表面后，流场中依然不断有来流烟气冲刷换热壁面，积灰颗粒可能会

在近壁面流体剪切力的作用下脱离换热表面。根据临界力矩理论[19]，当壁面剪切速度大于颗

粒临界剥离速度时，沉积在换热表面的颗粒将从换热表面移除，壁面剪切速度和颗粒临界剥

离速度由下式给出： 
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2研究对象及求解方法 

本文基于之前所搭建的空气预热器结焦模型，对某 75 t/h 燃油锅炉机组叉排管式空气预

热器进行烟气尾气颗粒沉积的数值模拟。通过分析现有空气预热器烟气流场、温度场和颗粒

沉积的分布，来探讨叉排管式空气预热器颗粒沉积的特性。 
2.1研究对象 

本文的研究对象为某锅炉厂设计的叉排管式空气预热器，换热器截面结构如图 1 所示。

空气预热器的换热过程为交叉流，为了简化计算过程、节约计算机资源，选取了烟气流向中

两列管道的一半作为研究对象，几何结构如图 2 所示，其中管径为 40 mm，长 40 mm，宽

34 mm，高 1840 mm。 
2.2边界条件 

本文的研究对象为某 75 t/h 燃油锅炉，根据实际运行情况以及简化模型，在 ANSYS 
FLUENT 中启用多组成输运模拟烟气，其中 N2为 76%，CO2为 13%，H2O 为 11%。入口压

力设置为-800Pa，出口压力设置-2000Pa。烟气在空气预热器中一共流过 42 排管道，根据简

化模型降 42 排管道分为 6 组，每组 7 排，分别命名 pipe1、pipe2、pipe3、pipe4、pipe5、
pipe6(下文图中 p1~p6)，如图 2 所示。6 组管道均为定壁温，温度依次为 420K、410K、400K、

390K、380K、370K，DPM 边界均采用 UDF 边界。 
2.3网格划分与模型验证 

2.3.1网格划分 

针对选取的几何结构，使用 SpaceClaim 软件建立了几何模型，并用 Meshing 软件进行

网格划分。网格划分结果如图 3 所示。 



 

 

 

 
图 1 管式空气预热器截面图 

 
图 2 空气预热器几何结构 

 

(a)正面网格 

 

(b)立体结构网格 

图 3 空气预热器局部网格示意图 

2.3.2网格无关性验证 

2 本文在烟气流动方向设置单元网格长度分别为 1 mm、2 mm、5 mm、8 mm、10 mm。

对管道壁面划分边界层为 5 层，以设定分区数量的方式加密边界层网格，分区数量为 100 进

行计算，结果发现 Nu 数偏差很小。因此进一步对边界层网格疏密进行研究，对单元网格长

度为 2 mm 和 10 mm 改变分区数量，分别为 50、80、100、120、150 重新划分网格，不同单

元网格长度计算得出结果如图 4所示，Nu数的偏差仅有 0.1876%，压降的偏差仅有 0.6865%。

综上所述，本文选定单元网格尺寸为 2 mm，网格数量为 15533250。 

 

图 4 网格无关性 



 

 

2.3.3传热模型验证 

为了验证数值模拟中传热模型的准确性，本文选取了标准 k  -  模型、RNG k  - 模型、

Realizable k -  模型、SST k -模型和 RSM 模型，使 FLUENT 软件模拟二维叉排管式空

气预热器的温度场，数值计算获得的努塞尔数并与传热学给出的Zhukauskas公式进行比较。

模拟选取流速为 5~10 m/s，转换为雷诺数为 2617~8724，模拟结果如图 5 所示，误差如图 6
所示。可以看到当雷诺数大于 4000 时，RSM 模型模拟结果较好，平均误差在 5%左右。因

此本文采用 RSM 模型。 

 

图 5 不同模型 Re 数和 Nu 数的关系 

 

图 6 模拟与公式计算的 Nu 偏差对比 

2.3.4颗粒沉积模型验证 

颗粒的沉积率为沉积颗粒总质量与入射颗粒总质量之比，为了验证颗粒碰撞模型的准确

性，将采用自编译 UDF 与文献中[20]采用相同颗粒碰撞模型的颗粒沉积率计算结果进行比较，

计算相同通道、相同边界条件下的结果，UDF 验证如图 7 所示，可以看到颗粒沉积的总体

趋势与文献中的结果是一致的。因此，本文采取的颗粒碰撞模型是可信的。 
为了求解烟气的流场、温度场以及颗粒碰撞、沉积、剥离的控制方程，需要对其进行离

散化。本文对控制方程组采用二阶迎风格式进行离散，SIMPLE 算法在计算可压缩流动时具

有较好的表现，既能保证计算准确度也有更快的收敛速度。因此本文使用 SIMPLE 算法。 

 
图 7 颗粒沉积率的验证 

3结果与分析 

为了了解空气预热器内发生结焦的原因和结焦特性，本文对不同条件下的空气预热器结

焦进行了模拟，分别是改变入口烟气速度和颗粒的粒径大小。烟气速度的变化为 5~10 m/s，
颗粒的粒径选择分别为 1μm、3μm、5μm、8μm、10μm、15μm、20μm。 
3.1流场模拟结果及分析 

本小节模拟了稳态工况下，模型的温度场、压力场和速度场的分布情况，流场选取模型

中间的平面。烟气通过换热管束后，在烟气流速为 5~1 0m/s 的速度分布云图如图 8 所示，

局部速度分布云图如图 9 所示。 



 

 

可以看出，随着烟气流速增加，烟气出口温度在不断升高，压降也在不断增大。由于流

体截面变窄和壁面粘附力的作用，使得入口烟气流速较高的工况中，换热管道下方产生了更

多涡流，使得湍流动能增加，近壁面处的流动动能损失增大，流速降低，最终导致传热性能

下降。不同烟气入口速度下，烟气出口流速、温度以及进出口压差如图 10 所示。 

 

图 8 速度分布云图 

 

图 9 局部速度分布云图 

 
图 10 不同烟气流速下流场数据图 



 

 

3.2入口烟气流速对结焦的影响 

本小节通过比较不同烟气流速，分析烟气入口流速对颗粒结焦特性的影响。具体边界条

件设置如表 1 所示。 
表 1 不同入口烟气流速边界条件参数 

Case 入口烟气温度(K) 入口烟速(m/s) 颗粒直径(μm) 

1 600 5 1，3，5，8，10，15，20 

2 600 6 1，3，5，8，10，15，20 

3 600 7 1，3，5，8，10，15，20 

4 600 8 1，3，5，8，10，15，20 

5 600 9 1，3，5，8，10，15，20 

6 600 10 1，3，5，8，10，15，20 

如图 11 所示，当颗粒的直径为 1μm 时，颗粒的沉积质量在烟气流速为 5m/s 时最大，

烟气流速为 9m/s 时最小，当烟气流速增加到 10m/s 时沉积质量又有一定的增加。在 6 组管

道区域中，烟气流速为 5m/s 时颗粒在第二组区域中的沉积质量最多，随着管道高度降低，

颗粒沉积的质量逐渐减少。随着烟气流速增加，颗粒在不同管道高度沉积的质量逐渐趋于一

致。当颗粒直径为 3μm 时，烟气流速增加至 6m/s 和 8m/s 时，颗粒的沉积质量出现明显的

下降。烟气流速继续增加，颗粒沉积质量的减少趋于平缓。 

 
图 11 直径为 1μm 时颗粒不同管组上的沉积质量 

 
图 12 直径为 3μm 时颗粒不同管组上的沉积质量 

从图 12 中我们发现当颗粒的直径为 3μm 时，颗粒在不同管道高度沉积质量随烟气流

速的增加变化较小。当烟气流速为 5m/s 时在第四组管道区域沉积的质量最多。从颗粒直径

为 5μm 的模拟结果中我们可以看出，当烟气流速增加到 7m/s 时，颗粒沉积的质量几乎不再

减少。烟气流速为 5m/s 和 6m/s 的工况下，随着管道高度的降低，颗粒沉积的质量呈现一个

上升的趋势，与颗粒直径为 3μm 时相似的是颗粒在第四组管道区域沉积的质量最多。 

 
图 13 直径为 5μm 时颗粒不同管组上的沉积质量 

 
图 14 直径为 8μm 时颗粒不同管组上的沉积质量 

当颗粒直径为 8μm时，烟气流速为 6m/s 时，颗粒沉积质量减少的趋势就开始趋于平缓，



 

 

但是在烟气流速为 7m/s 时，颗粒沉积的质量又有一个小的回升。烟气流速为 5m/s 时在第三

组和第四组管道区域沉积的质量最多。当颗粒直径增加到 10μm 时，颗粒沉积的质量随着烟

气流速增加而减少的幅度与之前的工况不同，呈现一直指数分布的趋势。但是在该直径下，

颗粒在第一组管道区域沉积的质量最多，在第二组管道区域明显减少，随后又伴随管道高度

降低而增加。当颗粒直径为 15μm，颗粒沉积的质量在 6m/s 时趋于平缓，但是沉积质量从第

一组管道区域开始，随着管道高度的降低而减少。当颗粒直径增加到 20μm 时，我们发现颗

粒几乎只在第一组管道区域沉积。当烟气流速增加到 7m/s 时，颗粒在第一组管道区域沉积

的质量明显下降，但是当烟气流速增加到 10m/s 时，沉积质量又有一个小的回升。 

 
图 15 直径为 10μm 时颗粒不同管组上的沉积质量 

 
图 16 直径为 15μm 时颗粒不同管组上的沉积质量 

 
图 17 直径为 20μm 时颗粒不同管组上的沉积质量 

 
图 18 不同速度和粒径下颗粒沉积趋势 

 
图 19 颗粒沉积率 

从图 19 的结果中我们可以看到，随着烟气流速越来越快，相同直径下颗粒的沉积质量

显著下降。从图 11 到图 17 颗粒沉积质量与烟气流速的关系中可以看出，在颗粒直径相同

的情况下，烟气的流速越低，颗粒越容易沉积，并且随着颗粒粒径的增加，这种趋势越来越

明显。从图 12 至错误!未找到引用源。可以看出，当颗粒的粒径增加到一定大小后，可以看

到颗粒更容易在第二组、第三组、第四组管道上沉积。颗粒的沉积趋势随着粒径的增大，总

体呈现先上升后下降的趋势；随着烟气流速的增加，总体呈现快速下降，而后平稳的趋势。



 

 

综上所述，我们认为对于不同直径大小的颗粒，存在一个最大沉积速度，当颗粒周围流体的

流速大于这个最大沉积速度时，颗粒沉积的质量开始减少。 
3.3烟气中颗粒直径对结焦的影响 

在同样的工况下，我们进一步研究了颗粒直径对于空气预热器结焦特性的影响，并对不

同管道高度的管排上颗粒沉积的质量进行分析。 
由图 20 可以发现直径为 1μm 的颗粒在第一组管道区域内的沉积质量最少，直径为 3μm

和 10μm 的颗粒在第一组管道区域沉积的质量最多，直径为 15μm 的颗粒只有烟气流速为

5m/s 时沉积的质量最多。由分析第二组管道区域的颗粒沉积情况可以发现，直径为 5μm 的

颗粒沉积质量有所提升，直径为 10μm 的颗粒沉积质量有所下降。从图 22 可以观察到颗粒

第三管道区域沉积质量的分布随直径的增大呈现类似“M”型的分布。观察图 23 至图 25 我

们可以发现，在相同的烟气流速条件下，不同颗粒直径的趁机趋势基本保持一致，说明在第

四组、第五组、第六组管道区域，颗粒的沉积特性是一致的。 

 
图 20 颗粒在 pipe1 上的沉积质量 

 
图 21 颗粒在 pipe2 上的沉积质量 

 
图 22 颗粒在 pipe3 上的沉积质量 

 
图 23 颗粒在 pipe4 上的沉积质量 

 
图 24 颗粒在 pipe5 上的沉积质量 

 
图 25 颗粒在 pipe6 上的沉积质量 



 

 

 

图 26 不同粒径颗粒的总沉积趋势 

由图 26 可以看出，在烟气流速相同时，颗粒沉积的质量随着颗粒直径的增大，呈

现一种先增大后减小的类似周期性的。当颗粒直径从 1μm 增加到 5μm 时，颗粒的沉积

质量明显增加并达到峰值；直径增大到 5μm 时，颗粒的沉积质量开始下降；当颗粒直径

为 8μm 时，沉积质量大幅度减少；当颗粒直径为 10μm 时，颗粒的沉积质量又有一定的

增加；颗粒直径增加到最大的 20μm 时，沉积质量又有一个明显的下降。影响不同直径

颗粒沉积的具体原因尚不明确，导致颗粒沉积质量明显降低的因素还需要进一步研究。 
4 结论 

本文搭建了 ABS 颗粒结焦数学模型，并通过编写 UDF 程序加载到 FLUENT 软件中

模拟了颗粒在空气预热器烟气侧通道中的沉积情况：研究了烟气流速从 5 m/s 增加至 10 
m/s 时，流场的变化以及流速对 ABS 颗粒结焦的影响，以及不同直径颗粒在该速度范围

内的沉积情况；获得了在不同管道高度下颗粒沉积的趋势。主要结论如下： 
(1)叉排管式空气预热器的出口烟气温度随着烟气流速增加而增加，主要是由于流速

增大使得流动阻力增加，管道下方产生更多涡流，导致空气预热器换热不充分，传热性

能下降。 
(2)在颗粒直径相同的情况下，烟气的流速越低，颗粒越容易沉积；当烟气流速增大

到某一个临界值时，颗粒沉积的质量会明显下降，我们认为对于给定直径大小的颗粒，

存在一个最大沉积速度，当颗粒周围流体的流速大于这个最大沉积速度时，颗粒沉积的

质量开始减少。最大沉积速度与周围流体流速的关系还需要进一步研究。 
(3)在烟气流速相同时，颗粒的沉积随着颗粒直径的增大，先增大后减小；我们认为

颗粒沉积质量与颗粒直径存在一种临界关系，使得沉积质量随着颗粒直径增大呈现周期

性的分布，颗粒直径与最大沉积质量的关系还需要进一步研究。 
(4)综合所有模拟得出结果，可以发现颗粒更容易在第二组、第三组、第四组管道上

沉积，这三组管道区域的温度分布与 ABS 沉积温度范围相符合。这对研究空气预热器的

结焦特性提供了一定的参考。 
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摘要：电动汽车中使用的换热器必须同时具备优异的传热性能和机械性能。受自然界中晶体结构稳定性的

启发，本文建造了三种具有简单立方、体心立方和面心立方结构的晶胞结构换热器。通过实验和数值模拟

研究了波纹直板、简单立方、体心立方和面心立方换热器的传热性能和机械强度。结果表明，体心立方换

热器的热工水力性能最好。面心立方和体心立方换热器的屈服强度分别是波纹直板换热器的 3.03和 2.83倍。

简单立方、体心立方和面心立方换热器的进出口温差分别是波纹直板换热器进出口温差的 1.42-1.95、

1.66-2.38 和 2.28-2.89 倍。面心立方和体心立方换热器在保持高传热能力的前提下，可以提高车辆在碰撞事

故中的安全性。

关键词：换热器；热工水力性能；传热；抗压强度

0 引言

随着电动汽车的发展，人们对开发具有高效散热能力和超高机械强度的轻质、低成本电

池热管理系统的需求越来越大。换热器对电池热管理系统至关重要。不同行业对换热器性能

的具体要求不同[1]，电动汽车中使用的热交换器必须具有良好的传热和机械性能。在保证散

热性能的前提下，提高车辆在碰撞事故中的安全性。

多孔材料具有低密度、高比表面积、高硬度和高能量吸收能力等特性。根据孔隙的分布

规律，可将其分为随机结构和周期结构[2]。开孔泡沫金属是一种随机多孔材料，其特征是重

量轻、高比表面积、高热导率[3, 4]和高抗冲击性能[5]。晶格框架材料是一种具有周期性的流

动通道的周期性的多孔材料。晶格框架材料与泡沫金属相比，前者的流动通道规则有序，可

避免没有贯通的无用通道，因此，晶格框架材料换热器中流体的压降显著低于开孔泡沫金属

的压降[6]。此外，在相同体积分数下，晶格框架材料结构的屈服强度也要高于泡沫金属[7, 8]

泡沫金属和晶格框架材料均可应用于换热器的填充材料，近年来，结合开孔泡沫金属和

网格框架结构特点的双通道换热结构成为研究热点。超材料[9, 10]是一类具备特殊热学和机械

性能的新材料，通过结构设计获得光学机械调谐[9]、高刚度[11]、损伤容限[12]和能量吸收[13,

14] 等理想的物理特性，从而推动能源技术的广泛发展。在一项初步研究中发现，与传统多

孔泡沫相比，超材料的热导率高出 103%，刚度高出 488%，能量吸收能力高出 265%[15]。

自然界中许多晶体呈简单立方、体心立方和面心立方结构，具有优异的稳定性。受此启

发，本文构建了三种晶胞结构换热器。并采用选择性激光熔融技术进行制造，并对这些换热

器的传热特性和力学性能进行了实验研究。此外，使用 SST k-ω湍流模型对这些换热器的流

动和传热性能进行了模拟分析。这项研究可以为设计兼具良好传热性能和机械性能的新型换



热器提供一种新方案。

1 晶胞结构换热器设计

采用选择性激光熔融制造了大小为 25×25×25 mm3的简单立方、体心立方和面心立方周

期性晶胞换热结构和波纹直板换热结构用于进行抗压测试实验。换热结构模型如图 1（a-d）
所示，换热结构的材料为铝合金（AlSi10Mg）。周期性晶胞换热结构的详细尺寸如表 1 所示。

图 1 周期性晶胞结构:（a）波纹直板、（b）简单立方、（c）体心立方、（d）面心立方

表 1 周期性晶胞结构的详细尺寸

模型
球壳外径

(mm)

球壳壁厚

(mm)

连接孔径*

(mm)

简单立方 26 4 6

体心立方 22.5 2.5 5

面心立方 18.5 2 4

* 位于两个相邻球形金属壳之间的颈部位置。

利用所制备的波纹直板、简单立方、体心立方和面心立方换热器分别进行了不同质量流

率下的传热和流动特性实验和模拟研究。换热器由周期性晶胞结构、热交换器外壳体和玻璃

板组成，结构如图 2 所示。周期壳结构由铝合金（AlSi10Mg）制成，所有换热器的体积分数

均为 21.5%。为了观察热交换器内的流体流动，热交换器的顶端用 150×150×2 mm3 的透明玻

璃板封装。

图 2 晶胞结构换热器结构图



2 实验方案及数学模型

2.1 实验方案

图 3 为晶胞结构换热器的流动和传热实验装置的示意图。在冷流体和热流体的入口和出

口分别设置两个热电偶，获取两个热电偶温度后取平均值为进出口的温度。在入口和出口分

别设置压力传感器，以测量换热器的进出口的压降。采用电磁流量阀调节流量，便于测量不

同流量下的进出口温差和压降。体积流量计用于测量流量。为了避免环境对换热实验的影响，

对换热器进行了隔热处理。

图 3 流动和传热实验装置的示意图

图 4 万能材料测试系统：（a）实物图；（b）系统原理图

图 4 为万能材料测试系统（INSTRON 5967），用于测试波纹直板、简单立方、体心立

方和面心立方换热器的机械性能，载荷测量误差为± 5%。

2.2 数学模型

本章中所有模拟的 Re 均在 198-1136 之间，由于复杂通道的扰流作用，观察发现流动提

前进入湍流状态，因此采用 SST k-ω湍流模型进行流动和传热模拟。固体区域的主要传热模

式是热传导。流体域中连续性、动量和能量的控制方程由方程（1）-（3）给出[16]：

连续性方程：
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其中ρ、p、μ和c୮分别代表密度、压力、有效粘度和比热容，−ρu୧
ᇱu
୨

′
是由湍流脉动引起

的。
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其中τ୧୨和S୧୨分别代表粘度引起的热应力和平均应变张量，SST k-ω模型的控制方程由等

式（6）-（7）给出[17]：

k 方程：
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其中σ୩、β∗、γଶ、βଶ和σன ,ଶ相应值分别为 2.0、0.009、0.083、0.44 和 1.17，是 k-ω模型

中的修正因子， μ୲和σன ,ଵ与混合函数有关，使方程同时适用于近壁和远流区域[18]。

3 边界条件和数值方法

3.1 边界条件

本文研究了换热器在 0.02、0.025、0.03、0.035、0.04、0.045、0.05、0.055 和 0.06 L/s
九种不同体积流量下的流动和传热特性。冷热流体入口设置为速度入口，冷热流体出口设置

为压力出口。详细的边界条件如表 5 所示。

表 5 详细边界条件

表面 边界条件 等式

热流体入口 速度入口 u୧୬ = V୦୭୲ 和 T=305.15 K

冷流体入口 速度入口 u୧୬ = Vୡ୭୪ୢ 和 T=285.15 K

冷热流体出口 压力出口 P=0 Pa 和 T=295.15 K

流体-固体接触面 耦合边界条件
外表面：λ(

ப୘

ப୶
) = h(T୤− T୵ )

内表面：λ(
ப୘

ப୶
) = h(T୵ − T୤)

3.2 数值方法

在该模拟中，使用 ANSYS WORKBENCH 20.0 进行稳态计算。由于流体的温度变化很

小，因此可以忽略辐射传热。换热器材料设置为铝合金（AlSi10Mg）。因为水具有优异的传

热性能，所以本文以水作为散热工质。

在该模型中，由于水的温度变化很小（小于 20 K），因此采用 295.15 K（平均流体温度）

下的物理参数进行数值模拟。采用二阶迎风格式对对流项进行离散，用 SIMPLE 算法求解

流体的控制方程。当动量和连续性方程的残差小于 1.0× 10-5，且能量方程的残差小于 1.0×
10-8 时，计算被认为是收敛的。

雷诺数由等式（8）给出：

ܴ݁=
ఘ௨೔೙஽೓

ఓ೑
(8)



其中，u୧୬、D୦和μ୤分别代表入口流速、当量直径和动态粘度，入口流速是根据当量直

径估算得到的。

3.3 网格无关性验证

图 5 不同网格系统下进出口温差

在本研究中， 对于流动和传热模拟，简单立方、体心立方、面心立方和波纹直板换热

器分别采用三种网格系统进行模拟，来验证网格无关性。同一换热器任何两个不同网格系统

结果之间的差异都小于 2%，这意味着结果与网格无关。

4 结果与讨论

4.1 机械性能分析

图 7 显示了简单立方、体心立方、面心立方和波纹直板换热器的压力测试曲线。面心立

方和体心立方换热器的耐压性强于波纹直板换热器。简单立方换热器的耐压性低于波纹直板

换热器。此外，我们可以发现体心立方和面心立方换热器的压力-位移曲线的斜率大于波纹

直板换热器，也就是说在相同压力下，体心立方和面心立方换热器变形较小。

图 7 微通道换热器抗压测试曲线

试验结果表明，波纹直板换热器的屈服强度为 8.40 MPa。体心立方和面心立方热交换

器的屈服强度分别是波纹直板热交换器的 3.03 和 2.83 倍。简单立方换热器的屈服强度为波

纹直板换热器屈服强度的 54.72 %。当波纹直板、简单立方、体心立方和面心立方换热器的

变形分别达到 0.75 mm、1.32 mm、1.55 mm 和 1.5 mm 时换热器被破坏。因此，本研究认为，

体心立方和面心立方换热器在车辆电池冷却系统中的应用可有效提高车辆在受到冲击后的

安全性。

4.2 流动和传热性能分析

图 8（a-d）显示了 Q=0.06 L/s 时波纹直板、简单立方、体心立方和面心立方换热器的

三维温度分布云图。在相同流量下，由于换热器内部传热结构的复杂性不同，对流体流动的



扰动也不同。因此，波纹直板换热器的入口和出口温差最小，但温度均匀性更好。面心立方

换热器的入口和出口温差最大，温度均匀性仅次于波纹直板换热器。简单立方换热器的温度

均匀性最差，入口和出口之间的温差小于体心立方和面心立方换热器。

图 8 不同换热器在 Q=0.06 L/s 的三维温度云图：（a）波纹直板；（b）简单立方；（c）体心立方；（d）面心

立方

图 13 显示了不同流速下换热器的入口和出口温差。简单立方和波纹直板换热器的实验

结果与模拟结果非常一致。波纹直板、简单立方、体心立方和面心立方换热器的入口和出口

之间的温差随着流量的增加而逐渐减小。随着流量从 0.02 L/s 增加到 0.06 L/s，波纹直板、

简单立方、体心立方和面心立方换热器的入口和出口温差分别降低了 27.79%、22.61%、23.56%
和 20.72%。当流量从 0.02 L/s 增加到 0.06 L/s 时，简单立方、体心立方和面心立方换热器入

口和出口之间的温差分别达到波纹直板换热器的 1.47-1.58、2.43-2.58 和 2.86-3.14 倍。

图 13 不同流量下换热器冷热流体进出口温差

图 14 显示了不同流速下换热器的平均对流传热系数。当流速为 0.02 L/s 时，波纹直板、

简单立方、体心立方和面心立方换热器的平均对流传热系数分别为 1015.91、1964.64、2804.29
和 4192.41 W·K-1·m-2。总的来说，对流换热系数随流量的增加而增加。随着流量从 0.02 L/s
增加到 0.06 L/s，波纹直板、简单立方、体心立方和面心立方换热器的平均对流换热系数分

别增加了 77.94%、74.23%、56.24%和 75.73%。在所有换热器中，面心立方换热器的对流换

热性能最好，其次是体心立方换热器。当流量从 0.02 L/s 增加到 0.06 L/s，简单立方、体心

立方和面心立方换热器的平均对流换热系数分别达到波纹直板换热器平均对流换热量的

1.81-1.93、2.58-2.76 和 3.49-4.12 倍。



图 14 不同流量下换热器换热表面对流换热系数

图 15 显示了不同流速下换热器的 Nu。换热器的 Nu 随着流速的增加而增加，这是因为

随着流速增大换热器内部流体湍流强度增加和流体边界层厚度减小。体心立方换热器的 Nu
最大，其次是简单立方换热器。简单立方和体心立方热交换器的 Nu 显著高于波纹直板和面

心立方换热器，面心立方换热器的 Nu 略高于波纹直板换热器。当流速为 0.02 L/s 时，波纹

直板、简单立方、体心立方和面心立方换热器的 Nu 分别为 13.89、30.63、31.46 和 17.64
W·K-1·m-2。随着流量从 0.02 L/s 增加到 0.06 L/s，简单立方、体心立方和面心立方换热器的

Nu 分别达到波纹直板换热器 Nu 的 2.07-2.21、2.12-2.29 和 1.07-1.27 倍。

图 15 不同流量下换热器换热表面努塞尔数（Nu）



图 16 体积流量为 Q=0.06 L/s 换热器的三维速度矢量图:（a）波纹直板；（b）简单立方；（c）体心立方；（d）

面心立方

图 16（a-d）显示了 Q=0.06 L/s 时波纹直板、简单立方、体心立方和面心立方换热器的

三维流速矢量。在简单立方、体心立方和面心立方换热器内部流体流动过程中，球体内产生

了不同程度的三维涡流。这些涡流可以有效地破坏边界层，从而改善热交换表面的传热效果。

在相同体积下，简单立方、体心立方和面心立方换热器中球壳的数量依次增加。球壳数量越

多，内部涡流越多，涡流对边界层的破坏越充分。波纹直板换热器内部的流道是水平的，在

流道的入口和出口附近只有少量涡流，这对边界层的损伤有限。这也解释了波纹直板、简单

立方、体心立方和面心立方换热器的平均对流传热系数依次增加的原因。同时，更多的旋流

也使得波纹直板、简单立方、体心立方和面心立方换热器的入口和出口压力差依次增加。

图 17 显示了不同流速下换热器的入口和出口压力差。换热器的压差随着流量的增加而

增加。简单立方换热器的压差最大，远大于其他三个换热器。波纹直板、体心立方和面心立

方换热器的压力差相似。换热器入口和出口处的实验和模拟压力差之间存在一定的差距，这

可能是由于压力传感器处的局部阻力导致的。

图 17 不同流量下换热器进出口压差



图 20 不同流量下周期性晶胞结构进出口压差

为了消除热交换器壳体对流体流动和传热的影响，截取了周期性晶胞结构前后的压力差、

周期性晶胞结构的摩擦阻力系数和热工水力性能系数。图 20 显示了不同流速下换热器结构

入口和出口处的压差。随着流量的增加，波纹直板、简单立方、体心立方和面心立方换热器

的压差逐渐增大。随着流量从 0.02 L/s 增加到 0.06 L/s，波纹直板、简单立方、体心立方和

面心立方换热器的压差分别增加了 3.81、11.54、4.98 和 4.31 倍。

图 22 显示了不同流速下换热器结构的热工水力性能系数。体心立方换热器的热工水力

性能系数优于波纹直板换热器。面心立方换热器结构的热工水力性能系数低于波纹直板换热

器。在 0.02 L/s 时，简单立方换热器的热工水力性能系数优于波纹直板换热器。随着流量的

增加，简单立方换热器的热工水力性能系数逐渐降低至小于波纹直板换热器，在 0.05 L/s 时
达到最小值后，热工水力性能系数逐渐增大。

图 22 不同流量下周期性晶胞结构热工水力系数

5 结论

本文通过对简单立方、体心立方、面心立方和波纹直板换热器的抗压、流动和传热试验

测试，得到以下结论：

（1） 面心立方和体心立方换热器的屈服压强为波纹直板换热器的 3.03 和 2.83 倍。因

此，本研究认为，在汽车电池散热系统中应用体心立方和面心立方换热器可以增强汽车受到

冲击后的安全性。

（2）当流量 0.2-0.6 L/s 时，简单立方、体心立方和面心立方换热器冷热流体的进出口

温差分别为波纹直板换热器的 1.42-1.95、1.66-2.38 和 2.28-2.89 倍。此外，随着流量的增加，

晶格结构换热器的换热优势越来越大，这可能是因为随着流量的增大，晶格结构换热器内部

复杂的流道结构对流体的扰动增强。

（3）当流量 0.2-0.6 L/s 时，简单立方、体心立方和面心立方换热器冷热流体的平均压

降分别为波纹直板换热器的 1.12-1.28、1.11-1.13 和 2.00-2.20 倍。因此在选则换热器时，应

当考虑到压降的影响。

（4）面心立方换热器的换热温差最大，但是其摩擦阻力较大，导致其热工水力性能劣

于波纹直板换热器，体心立方换热器的换热效果仅次于面心立方换热器，并且其热工水力性

能最好。
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摘要：针对传统管式甲醇水蒸气重整制氢反应器温度分布不均匀、产氢不稳定等不足，提出在反应器内添

加直肋的方法，提高管内换热效果来提高甲醇转化率和 H2 产率。在此基础上，设计了一种树状肋片结构，

建立了数值分析模型和反应动力学模型，对反应器内的组分分布和温度分布进行优化，并对直肋和树形肋

片的结构特性参数进行比较分析。研究结果表明：添加直肋的反应器甲醇转化率和 H2 产率在同样边界条件

下相比常规反应器都更高，且树状肋片相比直肋提升效果更好，在合适的肋参数下能比传统反应器 H2 产率

提升 26.42%。

关键词：甲醇重整制氢，重整反应器结构设计，树状肋片，结构优化

0. 引言

氢能作为一种无污染、热值高且来源广泛的清洁能源，被认为是可以取代传统化石能源

的二次能源之一[1]。氢气是氢能的能源载体，化石能源制氢是目前最主流的制氢方式[2]。甲

醇水蒸气重整制氢具有原料丰富且易储存，可再生，能量密度高等优势[3-4]，在工业生产中

受到了广泛的关注。

重整制氢反应器是实现甲醇水蒸气重整制氢反应的装置，主流可分为管式反应器和板

式反应器两种。杨玉滢[5]等依据流化床相较固定床传热传质效率更优的特点，设计了一种

聚光太阳能流化床甲醇重整制氢系统，研究结果表明相比固定床，反应器采用流化床可以

提高甲醇重整制氢效率，在一定条件下甲醇转化率可达 99.6%。朱瑞韩[6]等研究了双套管

式重整制氢反应器的性能强化，发现带肋片的反应器相较传统反应器甲醇转化率和氢气产

率有所提高，且带波浪肋的反应器性能更佳。SRIVASTAVA[7]等通过在板式反应器内添加

翅片并引入入口扩散段的方法，提高了混合反应气在反应区域内的停留时间，使甲醇转化

率提高了 12.5%。兰闪闪[8]等对固定床反应器催化床层进行研究，分析了其对于 CO2 和

CO 的效率因子的影响，结果表明 CO2 效率因子随催化床层轴径向温差变大而变大，对

CO 影响不大。

树状结构常见的自然结构，在能源、网络等领域均有所应用
[9]
。树状肋片具有优秀的

传热特性，李杰
[10]

等设计了一种树状肋相变储能换热器，并对其换热效果进行了模拟和实

验研究，结果表明树状肋储能换热器相比传统换热器温度均匀性和释能速率均有所提升。

本文设计了直肋、正装树状肋片和反装树状肋片三种肋片结构的的甲醇水蒸气制氢反

应器，借助数值模拟手段讨论了其结构特性参数对甲醇转化率和氢气产率的影响。

1. 物理、数学及动力学模型

1.1 物理模型

对三种带肋的甲醇水蒸气制氢反应器进行建模，结构如图 1 所示。反应器为内径

22mm，外径 24mm，管长为 60mm 的不锈钢带肋圆管，重整反应催化剂选用活性高的多孔

基金项目：国家自然科学基金项目（批准号：51821004，52090062）



铜基催化(Cu/ZnO/Al2O3)[11]，填充在管内。直肋由内壁向反应器轴线方向生长，为轴对称

结构。

(a)直肋 (b)正装树状肋 (c)反装树状肋

图 1 三种带肋甲醇水蒸气制氢反应器示意图

1.2 数学模型

1.2.1 控制方程

连续性方程

∇ ⋅ ሬܸ⃗= 0 (1)
式中：∇为流体空间坐标； ሬܸ⃗为速度矢量。

动量方程

)ߝ ሬܸ⃗ ⋅ ∇) ሬܸ⃗= −
ఌ

ఘ౜
+݌∇

ఌఓ

ఘ౜
∇ଶሬܸ⃗+ ୫ܵ (2)

式中： ୫ܵ为多孔催化剂产生的动量源项，可由式(3)计算得到，

୫ܵ = −
ఓ

ఘ౜௄
ሬܸ⃗−

ఉ௏ሬሬ⃗

ଶ
| ሬܸ⃗| (3)

式中：ߝ为催化剂孔隙率，即反应区内流体域体积和催化剂总体积之比，本文取 ୤ߩ；0.36

为流体的密度；ܭ为渗透性；ߚ为催化剂多孔材料中方向惯性损失系数；ߤ为混合物的动力

粘度。

组分输运方程

ߝ
ப௒೔

ப௧
+ )ߝ ሬܸ⃗ ⋅ ∇) ௜ܻ= ∇௘௙௙ܦ

ଶ
௜ܻ+ ∑ߝ  ே

௥ୀଵ ௪ܯ ,௜ܴ ௜,௥ (4)

式中：ܴ௜,௥为反应 r 中物质 i 的生成或分解的摩尔速率，ܦ௘௙௙是基于 Stefan-Maxwell 方程的

有效扩散系数
[12]

。

1.2.2 能量方程

能量方程

൫ߩ୤ܿ ୮൯( ሬܸ⃗ ⋅ ∇)ܶ = ߣୣ ୤୤∇
ଶܶ+ ߝܵ ୲ (5)

式中：ୣߣ ୤୤为有效热导率，多孔介质中可有式(6)表示

ߣୣ ୤୤= +୤ߣߝ (1 − ୱߣ(ߝ (6)
式中：ߣ୤和ߣୱ分别为多孔介质中的流体导热系数和固体导热系数。



1.3 反应动力学模型

本文反应动力学模型采用甲醇蒸汽重整-水汽置换逆变换(steam reforming and reverse
water gas shift,SR-r WGS)机理，包括甲醇蒸汽重整反应(methanol steam reforming，MSR)和
逆水煤气反应(reverse water gasshift，RWGS)两个反应，反应方程为

[13]

甲醇蒸汽重整反应(MSR)
CHଷOH + HଶO → COଶ + 3Hଶ (7)

逆水煤气反应(RWGS)
COଶ + Hଶ → CO+ HଶO (8)

Arrhenius 模型用于计算上述化学反应的速率
[14]

。 甲醇蒸汽重整反应(MSR)与逆水气

变换反应(RWGS)的速率表达式为

ܴ୑ ୗୖ = ଵ݇ܥେୌయ୓ୌ
଴.଺ ୌమ୓ܥ

଴.ସ exp ቀ−
ா౗భ
ோ்
ቁ (9)

ܴୖ୛ ୋୗ = ଶ݇ܥେ୓మܥୌమexp ቀ−
ா౗మ
ோ்
ቁ (10)

式中：k 为指前因子，Ea为反应活化能。

反应过程中，氢气产率和甲醇转化率课用式(11)和式(12)计算得到

甲醇转化率

ܺେୌయ୓ୌ =
௠ ిౄయోౄ , in ି௠ ిౄయోౄ ,౥౫౪

௠ ిౄయోౄ ,౟౤
× 100% (11)

氢气产率

ୌܻమ =
ிౄమ,out

ிిౄయోౄ ,౟౤
× 100% (12)

式中： ݉ େୌయ୓ୌ ,୧୬和݉ େୌయ୓ୌ ,୭୳୲分别表示进出口处甲醇的质量分数，ܨୌమ,out 为出口处氢气的

摩尔流速，ܨେୌయ୓ୌ ,୧୬为进口处甲醇的摩尔流速，单位为 mol/s。
1.4 边界条件

在模拟过程中，反应器入口设置为速度入口条件，相应出口设置为出口压力条件，相关

计算参数如表 1 所示

表 1 模拟过程计算参数

参数 数值

反应器入口温度K 513
反应器入口速度/(m·s −1 ) 0.2

反应器恒定壁温K 513
反应器出口压力MPa 0.1

水与甲醇物质的量之比 1
1.5 网格无关性验证

采用 Fluent Meshing 对模型进行网格划分。为进行网格无关性验证，选择网格数

256805、349253 和 503865 三个工况来比较其甲醇转化率的变化，结果如表 2 所示

表 2 网格无关性验证

网格数 256805 349253 503865
甲醇转化率 88.82% 88.88% 88.88%

由上表可见，当网格数量在 349253 和 503865 时，甲醇转化率均为 88.88%，综合考虑计

算准确性和计算量，最终选择网格数量为 349253 进行模拟。



1.6 模型有效性验证

为保证模型有效，将模型仿真结果与马朝
[15]

等所做的实验结果进行对比，结果如图 2
所示

图 2 数值模型验证对比

由图 2 可见，本文采用的数值模拟模型与实验值误差在 3.4%以内，是可以接受的误差

范围，证明本文所做的模拟方法是有效的。

2. 分析结果与讨论

对传统的管式甲醇反应器进行了改良，通过在内部添加直肋和树状肋片的方式提升反应

器换热效果，以提高催化床层的温度分布，进而提高反应器氢气产率。本章先对直肋和树状

肋的结构特性参数进行优化设计，之后将带三种结构肋片的重整制氢反应器的制氢效果进行

对比分析来讨论最优反应器结构。

2.1 带直肋甲醇重整反应器结构参数优化

添加直肋可以通过对反应器内部催化床强化传热进而提高重整反应器制氢效果。本节

采用数值模拟的方法研究直肋的肋高、肋宽和肋数等结构特性参数对反应器优化效果的影

响，并以甲醇转化率和氢气产率为评价指标，旨在寻找最优结构参数。

(a)肋高对甲醇转化率的影响 (b)肋宽对甲醇转化率的影响



(c)肋数对甲醇转化率的影响

图 3 直肋特性参数对甲醇转化率的影响

(a)肋高对氢气产率的影响 (b)肋宽对氢气产率的影响

(c)肋数对氢气产率的影响

图 4 直肋特性参数对氢气产率的影响

由图 3 和图 4 可见，随着肋高、肋宽和肋数的增加，重整反应器的甲醇转化率和氢气

产率都有所提升，这是因为肋片的换热面积因以上参数的提高而提高，对提升通道内的传

热有很大的作用，进而提高了催化床的平均温度，使得吸热反应甲醇蒸汽重整反应(MSR)
加速进行，从而提高氢气产率；但当以上参数提高到一定程度后，对重整反应器的制氢特

性的提升效果有所下降，这是由于当肋片参数提高，其占用反应器通道内的体积也在提

高，在催化剂孔隙率不变的情况下，重整反应器内的催化剂量下降，使得对于甲醇重整制

氢反应的催化效果变差，最终使得反应器相对制氢效果下降。综上所述，提高肋高、肋宽

和肋数可以提升重整反应器的制氢效果，但当其过高其提升效果会变差，考虑到用料等其



他因素，最终直肋特性参数选型为肋高 7mm，肋宽 0.6mm，肋数为 4 片，此时带直肋反

应器的氢气产率相较常规反应器提升了 21.25%。
2.2 带树状肋片甲醇重整反应器结构参数优化

根据文献[10]可知，树状肋片的特性参数可从其长度比和宽度比进行分析，计算方法如

式 13 和式 14 所示

树状肋片的 k 级肋片与 k+1 级肋片的长度比

1 /k kL L   (13)

树状肋片的 k 级肋片与 k+1 级肋片的宽度

1/Δ
1 / 2k kw w 
  (14)

本节通过数值模拟研究讨论树状肋片的长度比和宽度比对甲醇重整反应器的制氢效果

的影响，树状肋片的总长和零级肋宽采用上节研究所得的最优结构参数，即总长为 7mm、

零级肋宽为 0.6mm，结果如下所示。

(a)长度比对甲醇转化率的影响 (b)宽度比对甲醇转化率的影响

图 5 树状肋片结构特性参数对甲醇转化率的影响

(a)长度比对氢气产率的影响 (b)宽度比对氢气产率的影响

图 6 树状肋片结构特性参数对氢气产率的影响

由以上模拟结果可知，重整反应器的制氢效果随着树状肋片的长度比和宽度比的升高

而升高，但是同样的在升高到一定程度后优化效果逐渐变差。这是因为当长度比升高时，

第二级肋片长度更长，使得反应器内传热的均匀性变好，对催化剂整体的温度场有优化效

果，但是随着长度比升高，树状肋片整体热阻也有所升高，这会阻碍肋片向反应器内部传

热，且若长度比过高，肋片会向管壳方向延伸从而降低了对反应器中心部位的加热效果，

最终使得优化效果减弱；随着宽度比的提升，第二级肋片宽度增加，能向反应器内传递更



多热量，但同时占用了催化剂更多空间使得催化剂量减少，进而产生了和提升长度比一样

的效应。综合考虑优化效果和耗材等因素，最终认为长度比为 1.3、宽度比为 1.5 的树状肋

片对重整反应器的优化效果最佳。

2.3 三种肋片结构制氢效果对比

本节将以上模拟结果的数据进行整理分析，对三种结构的重整反应器内部温度分布、

组分分布以及出口参数进行对比分析，结果如下所示。

(a)直肋温度云图 (b)正装树肋温度云图 (c)反装树肋温度云图

图 7 三种肋片结构反应器温度云图对比

(a)直肋氢气组分分布 (b)正装树肋氢气组分分布 (c)反装树肋氢气组分分布

图 8 三种肋片结构反应器氢气组分分布

表 3 三种肋片结构制氢效果对比

直肋反应器 正装树肋反应器 反装树肋反应器

氢气产率 250% 255.4% 245%
甲醇转化率 86.82% 88.3% 88.64%
由上图表结果可知，添加直肋后反应器传热效果明显提高，有更多热量导入催化床内

部，使催化床温度分布相较光管反应器有所改善。直肋反应器在氢气产率和甲醇转化率上

比传统光管反应器提升较大，分别提高了 21.02%和 7.02%，这是由于甲醇蒸汽重整反应



(methanol steam reforming，MSR)是吸热反应，添加直肋使反应区域温度升高为反应提供了

更多热量，促进正反应进行，使氢气产率提高。

反装树状肋的出口甲醇转化率相比其他两种结构略有提高，但其氢气产率却严重下

降，通过氢气组分云图可以发现其在被肋片隔断的区域氢气含量大幅下降，这是由于甲醇

蒸汽重整反应(MSR)和逆水气变换反应(RWGS)均为吸热反应，反装树状肋片尤其是被肋片

隔断的四个三角区域传热量过大而导致逆水气变换反应(RWGS)向右进行，使一部分生成

的氢气转化成一氧化碳；且三角区阻隔了其内部组分的扩散，使该区域内反应生成的氢气

继续反应成了一氧化碳，从而降低了总体氢气产率，故采用正装树状肋片对重整反应器制

氢优化效果更佳。

正装树状肋的重整反应器在前半段的平均温度不如直肋重整反应器，这是由于相较于

树状肋片，直肋的肋效率更高，对靠近肋片附近的催化剂的温度提升帮助更大；而到反应

器后半段，带树状肋片的重整反应器的平均温度则明显高于直肋反应器，这是因为树状肋

片的比表面积更大，传热效果更好，对反应器内部温度场的优化效果也就更好。采用正装

树状肋片反应器相比直肋反应器甲醇转化率和氢气产率都有所提高，这除了是因为树状肋

片的换热效果更优以外，还由于肋片材料采用不锈钢，热导率相较铜基催化剂较高，反应

器内热量的传递主要在肋片中而不是在催化剂内，此时采用树状肋片可以加快热量从外壳

向内部的传递并提高反应器内部温度场的均温性，更有利于甲醇重整制氢反应的进行。

综上所述，三种结构中采用正装树状肋片对甲醇重整反应器的制氢特性优化效果最

佳，其氢气产率最高且其对于催化床的传热优化效果也最为合理。

3. 结论

(1) 通过添加直肋的方法可以提高甲醇重整反应器的制氢效果，且提高直肋的肋高、

肋宽和肋树对重整反应器的制氢效果更佳，但当以上结构特性参数过高，其对重整反应器

的相对优化效果会变差，因此在工程实际中需要选择合适的特性参数。

(2) 带树状肋片的重整制氢反应器树状肋正装比反装更优，这说明提高重整反应器的

传热效果不能过量或出现局部过热，否则会使得逆水气变换反应(RWGS)反应过量而降低

重整反应器的氢气产率。

(3) 带树状肋片的重整反应器比带直肋的重整反应器制氢效果更好，其反应器内的温

度场均匀性也更佳。增加树状肋片的长度比和宽度比对其优化效果有一定提高但不能增加

过大，否则会增加耗材的同时优化效果提升变差，使得结构设计性价比变低。

参考文献

[1] 张伊甸,赵雅文,李文甲,等. 中低温太阳能-甲醇重整互补供能系统动力学提升与系统优化[J]. 工程热物

理学报, 2021, 42(2): 269-279.

[2] 郑励行,赵黛青,漆小玲,等. 基于全生命周期评价的中国制氢路线能效、碳排放及经济性研究[J]. 工程热

物理学报, 2022, 43(9): 2305-2317.

[3] A. Iulianelli,P. Ribeirinha,A. Mendes, et al. Methanol steam reforming for hydrogen generation via co

nventional and membrane reactors: A review[J]. Elsevier Bv, 2014, 29: 355-368.

[4] 薛超,李廉枫,牟俊彦,等. 甲醇重整制氢用于轨道机车行业燃料经济性及碳减排探究[J]. 技术与市场, 20

23, 30(4): 98-102.

[5] 杨玉滢,刘舜,杜小泽. 聚光太阳能流化床重整制氢技术研究[J]. 热力发电, 2022, 51(11): 164-173.

[6] 朱瑞韩,左敏,贺振宗,等. 双套管式甲醇水蒸气重整制氢反应器性能强化研究[J]. 中南大学学报(自然科

学版), 2022, 53(12): 4602-4616.

[7] Alankrit Srivastava,Parmod Kumar,Atul Dhar. Performance enhancement of methanol reforming reactor

through finned surfaces and diffused entry for on-board hydrogen generation[J]. Elsevier Bv, 2022, 47



(11): 7478-7490.

[8] 兰闪闪,牛帅,万宇,等. 甲醇水蒸气重整制氢固定床反应器的数学模拟[J]. 化学工程, 2023, 51(2): 68-72.

[9] 戴俏波. 分形树状换热器中固液相变传热特性研究[D]. 东南大学, 2018

[10] 李杰. 树状肋储能换热器的固液相变传热特性研究及其结构优化[D]. 东南大学, 2019

[11]王勤,赵青,吴荣生,等. Cu 基和 Pd 基甲醇水蒸气重整制氢催化剂研究进展[J]. 现代化工, 2019, 39(6): 5

0-53.

[12] Ayman Karim,Jaime Bravo,David Gorm, et al. Comparison of wall-coated and packed-bed reactors fo

r steam reforming of methanol[J]. Elsevier Bv, 2005, 110(1): 86-91.

[13] 庄晓如,徐心海,夏鑫,等. 甲醇蒸汽重整制氢反应动力学研究进展[J]. 化工进展, 2020, 39(1): 152-165.

[14] Shun Liu,Yuying Yang,Zhihua Ge, et al. Numerical study on solar-driven methanol steam reforming r

eactor with multiple phase change materials[J]. Elsevier Bv, 2022, 47(73): 31174-31190.

[15] 马朝,程泽东,何雅玲. 相变储热型太阳能甲醇重整反应器稳态及动态制氢特性的实验研究[J]. 清华大

学学报(自然科学版), 2021, 61(12): 1371-1378.



中国工程热物理学会 学科类别

学术会议论文 编号：14xxxx

板片结构参数对板式换热器流动换热特性

影响的实验研究

冀文涛*1，张鸿飞 1，段欣悦 2，陶文铨 1

（1. 西安交通大学热流科学与工程教育部重点实验室，西安，710049; 2.中国石油大学(华东)新能源学

院能源与动力工程系，青岛，266580）

(Tel:029-82665446, Email:wentaoji@xjtu.edu.cn)
摘要：本文通过实验的方法研究了板式换热器板片结构参数对换热器流动换热特性的影响。对于总传

热系数和单相对流侧的传热系数随雷诺数变化，板换 2 和板换 3 的换热效果优于板换 4，其次为板换 1。

换热的强化阻力系数也相应增大，板换 3 和板换 2 的阻力系数大于板换 4 和板换 1 。波纹角度增大对

换热效果的提升要大于对阻力的增加，而波纹深度的增加虽然可以强化板式换热器的换热效果，但是

对增加阻力性能的影响更大。

关键词：板式换热器；能效评价；强化传热；

0 前言

板式换热器具有比换热面积大和高传热效率等特点被广泛应用于石化、制冷空调等

领域[1-4]。各种不同结构板片的组合构成了复杂的流道结构，其结构参数影响着板式换热

器内的流动换热性能。研究板片不同结构参数对板式换热器流动换热性能的影响有利于

进一步改进和优化换热器结构，在提高换热性能的同时尽可能减小阻力，板式换热器流

动换热性能主要受波纹结构类型、波纹角度、当量直径、波纹密度、有效长度、有效宽

度、进出口孔径等结构参数的影响。为了进一步提高板式换热器性能，本文开展了波纹

角度、波纹深度以及材料对板式换热器性能的影响研究。

1 实验系统及换热器参数介绍

1.1 试验系统介绍

图 1 为板式换热器实验系统示意图，试验系统包括冷水、热水循环系统以及测试板

式换热器。冷水循环系统主要包括，恒温冷水箱、阀门、测温铂电阻和体积流量计，恒

温冷水箱中有循环泵、电加热器和制冷系统的蒸发器。循环泵主要用于给冷水增压和输

送冷水至测试板式换热器，冷水的最大体积流量为 5m3·h-1，电加热器和蒸发器用来调节

水的温度以适应实验工况需要，冷水箱的可调节温度范围为 1~40℃，电加热器可提供

15kW 的加热功率，蒸发器通过铜管连接位于室外的压缩机、冷凝器、储液罐等制冷设

备提供制冷量。热水循环系统的工作过程与冷水循环基本一致，热水箱可调节温度范围

为 1~60℃。板式换热器冷热流体的进出口安装有温度测量装置以及差压变送器。板式换

基金项目：本文受到国家科技重大专项（J2019-III-0007-0050)的资助。



热器测试前在其外表面包裹一层 40mm 后的保温棉，以此来减少与周围环境的热损失。

实验中需要测定的参数主要包括冷热水的进出口温度、板式换热器进出口压差和冷热两

侧水流的体积流量。

图 1 板式换热器实验测试示意图

1.2 换热器板片结构参数

实验测试板式换热器四个，分别是两个钛和两个 304 不锈钢的板式换热器，由冲压

有波纹的金属薄板按一定的间隔叠装而成的。相邻板片的波纹角方向相反，这样更有利

于流体在低雷诺数下形成湍流、强化换热，并且可以形成接触抗点，提高耐压性。板片

的结构和尺寸参数如图 2 所示。测量板片几何参数如表 1 所示。在 20 摄氏度，钛和 304
不锈钢的导热系数分别为 22.0 和 16.1W/m.K。在保持其它参数不变的情况下主要研究了

波纹角度和波纹深度对流动换热的影响。

（a）板片 1 和板片 2（钛） （b）板片 3 和板片 4（304 不锈钢）

图 2 四个板片实物图
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图 3 板片几何参数标注图

表 1 板片几何参数

结构参数 板片 1 板片 2 板片 3 板片 4

波纹角度 β(°) 30 60 30 36

外形尺寸 Lt（长）(m) 0.43 0.43 0.747 0.747

外形长度 Wt（宽）(m) 0.125 0.125 0.25 0.25

有效长度 Le(m) 0.3 0.3 0.6 0.6

有效宽度 We(m) 0.1 0.1 0.215 0.215

板片厚度 t(m) 0.0005 0.0005 0.0005 0.0005

波纹深度 b(m) 0.0025 0.0025 0.003 0.002

进出口孔直径 Db(m) 0.029 0.029 0.059 0.059

单板基准面积 Ar (m2) 0.02685 0.02685 0.113225 0.113225

单通道流通面积 Ac (m2) 0.00025 0.00025 0.000645 0.00043

冷通道数 Nc 4 4 2 2

热通道数 Nh 5 5 3 3

2.实验数据处理

板式换热器冷侧水的换热量 Qc和热侧水的换热量 Qh由下列两式计算：

c c p c,out c,inQ = V c (t - t ) (1)



h h p h,in h,outQ = V c (t - t ) (2)

式中，Vc和 Vh分别代表冷水和热水的体积流量，单位是（m3∙s-1）。板式换热器逆流

布置，其对数平均温差 Δtm为：
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板式换热器的总传热系数 k 为：
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
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(4)

式中，As为测试板式换热器的总基准面积，单位是（m2）。

流体在板式换热器通道中的平均流速 u 为：

e

Vu
NbW

 (5)

式中，V 是体积流量，单位是（m3∙s-1）；N 是对应流体侧的通道数目。

板式换热器中流体的雷诺数 Re 为：

euDRe 


 (6)

式中，ρ是流体的密度，单位是（kg·m-3）；μ是流体的动力粘度，单位是（Pa·s）；

De是通道的当量直径，单位是（m），可由下式确定：
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式中，Ac为单个通道的流通面积，单位是（m2）；P 是单个通道的周长，单位是（m）。

由于 We>>b，故式（7）一般可简化为：De=2b。

换热器的阻力系数 f 为：



2
e

e

4
2

Pf
L u
D






  
  

  

(8)

换热器冷侧和热侧的努赛尔数 Nu 为：

ehDNu


 (9)

式中，h 为通道中的对流换热系数，单位是（W∙m-2∙K-1）；λ为流体介质的导热系数，单

位是（W∙m-2∙K-1）。

板式换热器冷热两侧换热性能的计算，可将常见换热关联式无量纲数的组合形式应

用到板式换热器中，即假设板式换热器内对流换热系数的关联式为 m n=Nu CRe Pr 。对

于测试的板式换热器，如果冷热两侧的流道结构和流体介质不同，需要确定的 C 和 m 的

值也不同，而本实验中所测试的板式换热器都是由相同的板片对称叠装而成，且实验测

试的流体介质都是水，所以可以在一定程度上进行简化。本文采用 Wilson 热阻分离法确

定板式换热器的换热性能。以板换 1 为例分析实验结果的不确定度，在实验过程中，板

式换热器内流体在冷热两侧的换热量偏差大部分（85%以上实验数据）小于 5%，通过不

确定分析努塞尔数的不确定度为±16%。

3 实验结果分析

3.1 流速对总传热系数的影响

图 4 为四个板式换热器的总传热系数随冷热水流速变化的关系图，图中的三条曲线

分别代表冷热侧水等流速变化、固定冷侧水流速改变热侧水流速以及固定热侧水流速改

变冷侧水流速时总传热系数的变化曲线，横坐标代表水流量变化一侧的流速。从图中可

以看出，固定冷侧或固定热侧流速的曲线与冷热侧等流速的曲线在所固定的流速处相交，

低于此固定流速时，冷热侧等流速的总传热系数低于固定某侧流速时的总传热系数，这

是由于流速降低导致这一侧的对流换热系数下降，从而削弱了整体的传热。固定某侧流

速，图中曲线的斜率随另一侧流体流速的增大而减小，这是因为当水流变化侧的流速小

于固定侧的流速时，主要热阻在流速小的变化侧，此时流速的增加可以显著增大总传热

系数，但是随着变化侧的流速大于固定侧流速时，主要热阻变成流速小的固定侧，此时

变化侧流速的增加对整体传热性能的提升有限，所以曲线最终趋于平缓。因此，对于板

式换热器，强化换热最有效的方式是增大流速小的一侧的水流量。冷热侧等流速时的总

传热系数随流速的增加增大地更快，并且它的曲线斜率大于固定某侧流速的曲线斜率，

这是由于两侧流速相等时，它们的对流换热系数基本相等，即它们的对流换热热阻在总

热阻中的占比基本相同，对总传热系数的影响相同，同时等量的增加两侧流速可显著增



大总传热系数；冷热侧等流速曲线的斜率随着流速的增大而减小，这是因为冷热两侧的

对流换热系数都随着流速的增大而增大，即两侧的对流换热热阻都减小，而板片的导热

热阻基本不变，从而导致导热热阻在总热阻中的占比增大，两侧的对流换热系数的增大

对提升整体换热的效果减弱，板片导热系数对换热的影响增大。从图中对比结果，板换

2（波纹角度 60° ，波纹深度 2.5mm）和板换 3（波纹角度 30° ，波纹深度 3mm）的总

体换热效果优于板换 4（波纹角度 36° ，波纹深度 2mm），最后为板换 1（波纹角度 30° ，

波纹深度 2.5mm）。
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图 4 三种测试工况下总传热系数随流速变化关系

3.2 对流换热系数的对比

如表 1 所示，实验测试的四个板式换热器的部分结构参数存在差异。为了对比不同

结构参数对板式换热器换热的影响，图 5 中给出了四个板式换热器中强制对流换热的努

塞尔数随雷诺数的变化关系。从图中可以看出，本实验中四个波纹式板式换热器的换热

效果远大于两侧均为光滑平板内流的换热。并且，随着雷诺数的增大，波纹式板式换热

器强化换热的效果更好。在相同的雷诺数下，波纹式板式换热器的换热效果是平板的

3.5~8 倍，这是由于波纹的存在增加了换热有效面积以及在流体流动过程中的湍流扰动；



对比图中板换 1 和板换 2 努塞尔数的变化规律，可以发现对于相同尺寸大小的板式换热

器，波纹角度的增大可以有效提高换热，并且与板换 1 相比，板换 2 的努塞尔数随着雷

诺数的增大增加地更快，这是由于波纹角度的增大使板片之间的接触点增多，进一步加

强流体在通道中的湍流和二次流动；波纹角度相同，相同雷诺数下有着更大尺寸的板 3
（波纹深度稍大）的努塞尔数大于小尺寸的板 1 的努塞尔数，这可能是通道中的流体扰

动更大，接触更加均匀，提升了换热效果；板换 3 的努塞尔数稍大于板换 4，这说明板

片波纹深度的增加可以在一定程度上提高换热。

1000 2000 3000 4000
0

50

100

150

200

250

300
板换1
板换2
板换3
板换4
平板

N
u

Re

图 5 Nu 与 Re 关系对比

1000 2000 3000 4000
0.0

0.5

1.0

1.5

2.0

2.5
板换1的实验数据

板换2的实验数据
板换3的实验数据

板换4的实验数据
拟合结果

f

Re

f=20.1929Re-0.47513
f=2.2471Re-0.18232

f=12.644Re-0.32299

f=6.9564Re-0.23685

图 6 实验测试板式换热器的阻力系数对比

图 6 为实验测试四个板式换热器的阻力系数随雷诺数变化关系的对比，测试雷诺数



范围是 400~4000。从图中可以看出，阻力系数随着雷诺数的增大而减小，且阻力系数下

降的速率随雷诺数增大而减小，最终趋于平缓。板换 2 的阻力系数大于板换 1，这是因

为两个板式换热器有着相同的结构参数（有效长度、当量直径），板换 2 的大波纹角度增

加强化了板片之间的扰动，从而增大了流体流动的压降。波纹角度对阻力系数的影响相

对较小；板换 3 的阻力系数大于板换 4，不过两者阻力系数的差异远大于进出口压降的

差异，这是因为虽然两者板片的尺寸大小相同，但是板换 3 的波纹深度和当量直径是板

换 4 的 1.5 倍。在相同雷诺数下，对计算公式分析可知，当量直径会影响阻力系数的计

算。另外，在低雷诺数范围内，相较于流体体积流量，阻力系数对压降的影响更大，而

在高雷诺数范围内，阻力系数对压降的影响效果减弱，体积流量对压降的影响增强。

3.3 换热器流动换热性能评价分析

板式换热器的性能受很多因素的影响[5-7]，尽管已有很多学者提出了各种评价换热器

性能的方法[8]，但是还没有普遍采用或公认的评价指标，通常可以使用传热系数、阻力

系数、压降、承压耐温能力等方面来评价换热器的性能。本文主要根据常用的评价指标

j/f1/3对实验测试板式换热器的换热和阻力性能进行评价对比。图 7 是四个板式换热器评

价指标 j/f1/3与雷诺数的变化关系对比。
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图 7 四个板式换热器的 j/f1/3与雷诺数的关系对比

从图 7 中可以看出，板换 2 的 j/f1/3大概是板换 1 的两倍，板换 4 是板换 3 的 1.2 倍，

通过与前文所述两个板式换热器换热性能和阻力性能对比分析可知，板换 2 的换热系数

和阻力系数都大于板换 1，板换 3 换热系数和阻力系数也都大于板换 4。通过评价指标

j/f1/3 的对比可以得出，波纹角度增大对换热效果的提升要大于对阻力的增加，而波纹深

度的增加虽然可以强化板式换热器的换热效果，但是对增加阻力性能的影响更大。

4 结 论



本文通过实验研究了四个不同结构参数板式换热器的流动换热性能，分析了不同结

构参数包括波纹角度、波纹深度、板片尺寸和通道数目对板式换热器的换热和阻力特性

的影响规律。通过分析实验结果可以得到以下结论：

（1）波纹角度的增大可以有效提高换热，并且波纹角度越大的板式换热器的努塞

尔数随着雷诺数的增大增加得更快，这是由于波纹角度的增大进一步加强流体在通道中

的湍流和二次流动；同时，波纹角度的增大也会严重增大换热器的进出口压降和阻力系

数。

（2）不同工况下板式换热器的换热器换热性能随流速的变化关系不同，对于总传

热系数和单相对流侧的传热系数随雷诺数变化，板换 2 和板换 3 的换热效果优于板换 4，
最后为板换 1。板换 3 和板换 2 的阻力系数大于板换 4 和板换 1 。

（3）利用评价指标 j/f1/3 对四个板式换热器的换热和阻力性能进行了分析，发现波

纹角度增大对换热性能的强化效果要优于对阻力的增加，而波纹深度的增加虽然可以强

化板式换热器的换热效果，但是对增加阻力的影响更大。
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摘要：随着氢能的发展和推广，未来能源系统对氢能有巨大的需求。碱性水电解制氢是目前的主流制

氢技术之一，其性能研究和优化具有重要意义。本文结合碱性水电解制氢系统的部件建模与电堆内物

理过程的等效电路建模，建立了系统的跨尺度热量流模型，研究了温度、压力等参数对系统性能以及

内特性的影响，并分析了冷却水流量及电解液流量变化时小室电压及电堆进出口温度的变化规律。

关键词：热量流法，跨尺度建模，等效电路，电阻，碱性电解

0 前言
氢能作为一种绿色低碳、应用广泛的二次能源，在辅助可再生能源消纳、实现电网

大规模调峰和跨季节、跨地域储能，推进工业、建筑、交通等领域低碳化中发挥着重要

作用[1]。相比于通过化石燃料化学反应制氢，电解水制氢不仅没有碳排放[2]，还可以与

可再生能源发电相结合，为可再生能源消纳提供帮助，目前受到广泛关注和重视。其中，

碱性电解水技术成熟、工艺简单[3]、成本低廉，是目前电解水制氢的主要方式，其性能

预测对应用至关重要。然而，系统能效受电堆温度等参数影响显著[4]。此外，系统运行

参数多，跨越多个时、空间尺度，其整体、跨尺度建模复杂，求解难度高。

Ulleberg 等人[5]首先提出了目前广泛使用的碱性电解系统的电化学和热模型。在此

基础上，Sánchez 等人[6]基于 Aspen Plus 研究了 10kW 碱性电解系统在多种稳态工况下的

功耗比、热量和效率变化，分析了电解系统的性能，但他们所建电化学模型不能描述电

解液浓度及气泡对过电位的影响。Jang 等人[7]通过数值模拟，分析了压力对碱性电解系

统性能的影响。Sakas 等人[8]提出了碱水电解装置动态质量和能量平衡仿真模型。Ding
等人[9]对 250kW 碱性电解系统进行了稳态工况及冷启动过程能量流的实验与建模研究。

Qi 等人[10]建立了动态运行条件下碱性电解系统的零维热模型，并设计了其控制器。这些

模型都较为复杂且方程阶次较高；Ursúa 等人[11]建立了碱性电解稳态工况下的等效电路

模型，考虑了电解过程中的极化现象，但简化了热模型的建模，不能充分考虑系统热特

性。Chen[12]等人提出了热量流法，建立了换热器以及热系统的整体模型，描述了系统的

热量传输与转换整体特性。Hao[13]等人采用标准热阻法建立热量流模型，分析了 SOFC
热电联产系统外置换热器的整体换热性能，并引入等效电路模型表征内部的电化学过程，

本文采用热量流法，建立了碱性电解水制氢系统的热量流模型，并与电堆的等效电

路模型集成，研究不同工况下碱性电解系统的传热传质过程。首先，以等效热阻表示系

统部件与外部散热，以基于进口温差的换热器热阻表述换热器特性，对系统统一建模，

以等效电路方式描述电堆内部电化学特性及产热，在此基础上分析碱性电解系统外部热

流及质量流，定量考虑了系统能效以冷热流体流量对电堆进出口温度及小室电压的影响，

并分析了温度压力等参数对电堆内特性及能效的影响。本文建模方法与其他论文对比如

表 1 所示。

基金项目：国家自然科学基金资助项目（No. 52125604, No. 51836004）



表 1 本文与文献建模方法对比

Table 1 This paper compares with the literature modeling method

文献 研究状态 热模型建模方式 电化学模型建模方式 热力学方程阶次

Ulleberg 2003[5] 非稳态 集总热容模型 经验模型 一阶

Sakas 2018[8] 非稳态 集总热容模型 半经验模型 二阶

Qi 2023[10] 非稳态 集总热容模型 经验模型 三阶

Ding 2023[9] 稳态 集总热容模型 机理模型 三阶

Ursúa 2012[11] 非稳态 无 半经验模型（等效电路） /

Jang 2021[7] 稳态 无 机理模型 /

Sánchez 2020[6] 稳态 Aspen plus 经验模型 /

本文 稳态 热量流模型 机理模型（等效电路） 零阶

1 系统模型及控制方程
碱性电解系统主要包括由电堆、氢气/氧气气液分离器、电解液泵以及换热器组成，

如图 1 所示[1]。此外，还包括净化装置以及电气系统等。本文主要对电堆、气液分离器

以及换热器、混合器建立稳态热量流模型。结合碱性电解系统的运行方式，电堆电化学

模型如式 1-21 所示，系统热模型如式 22-40 所示。

电堆氧气分离器 氢气分离器

mi
x

水罐

混合器

换热器

stack,inT

stack,outT stack,outT

2sepH ,outT

2sepH ,outT

2sepO ,outT

2sepO ,outT

mixT

2 2lye H O0.5 2 Hm m m   
2 2lye H O0.5 Om m m   

2Om

lye0.5m lye0.5m

lyem

2sepO ,outT

2H Om

2sepO ,outT

ambT

DC loss,1QgenQloss,2Q loss,3Q

2Hm

2H Om

2H Om

lyem
c,inT

cm
冷却水

c,outT

图 1 碱性电解系统流程图
Fig 1 Flow chart of alkaline electrolysis system

1.1 碱性电解基本原理及内部电化学建模

碱性电解质环境中，在直流电的作用下，阴极侧的水得到电子发生析氢还原反应，

生成氢气和氢氧根离子，氢氧根离子在电场和氢氧侧浓度差的作用下穿过隔膜，在阳极

侧失去电子发生析氧氧化反应，生成氧气和水。其半反应及总反应方程式如下[1]:
0

2 2 cat2H O 2e H 2OH , 0.828VV      

0
2 2 an

12OH H O O 2e , 0.404V
2

V     

0
2 2 2 rev

1H O H O , 1.23V
2

V    

式中 0
anV 、 0

catV 和 0
revV 分别代表标准条件下的半反应电位和可逆电压。



电解槽的电压 Vcell是可逆电压 Vrev与过电位之和，其中过电位包括由电解槽内电阻

引起的欧姆过电位 Vohm、由于阳极和阴极反应动力学的限制而产生的活化过电位 Vact、

阴极浓度过电位 Vcon的总和，浓度过电位通常在较高电流密度下产生，通常可以忽略[14]。

cell rev act,c act,a ohmV V V V V    (1)
1.1.1 可逆电压

可逆电压是发生化学反应的最小电压，受温度压力以及水活度等影响，在非标准状

态下根据能斯特方程表示为[1]：

 2

2

1.5

H O0
rev rev

H O

ln
2

P PRTV V
F 

 
  
 
 

(2)

式中 0
revV 为标准可逆电压，可表示为温度 T 的函数，R 为气体状态常数，F 为法拉第常数，

P 为系统运行压力。
2H OP 表示水蒸气分压，可由碱液摩尔浓度 m、电堆平均温度 T 相关

的经验公式表示。
2H O 表示 0-150◦C 范围内的水活度，可由经验公式计算[1]：

0 4 7 2
rev 1.50342 9.956 10 2.5 10V T T      (3)

2

2 5 3
H Olog 0.01508 0.0016788 2.25887 10P m m m     

4 2 6 3(1 0.0012062 5.6024 10 7.8228 10m m m     

(35.4462 3343.93 / 10.9log 0.004165 )T T T   

(4)

 2

2 2
H Olog (KOH) 0.02255 0.001434 1.38 0.9254 /m m m m T      (5)

其中摩尔浓度 m 表示为[7]：

wt%(183.1221 0.56845 984.5679exp(wt% /115.96277))
100 (56.105)

Tm  



(6)

1.1.2 活化过电压

活化过电压与电化学反应的活化能有关，它是用于打破平衡状态，推动反应向正向

进行时所消耗的电压。由于电解过程中产生的气泡会影响电极的有效表面积，因此对交

换电流密度进行修正[7][15]，受气泡影响的活化过电压 Vact,c和 Vact,a计算式为:

act ,c
c 0,c

ln
2 (1 )
RT JV

F J 

 
  

  
(7)

act ,a
a 0,a

ln
2 (1 )
RT JV

F J 

 
  

  
(8)

式中 J 为电流密度; J0,a, J0,c分别表示阳极和阴极的交换电流密度，如式(11)和式(12)
所示。其中阳极传递系数和阴极传递系数如下[16]：

a 0.07835 0.001T   (9)

c 0.1175 0.00095T   (10)
以镍材料为电极时，其阳极阴极的参考交换电流密度计算式为[7]：

0.1

0,a
0 0

420000.9 exp 1P TJ
P RT T

    
      

     
(11)

0.1

0,c
0 0

230001.5 exp 1P TJ
P RT T

    
      

     
(12)



2
3

0.3 0

0

0.023( ) PTJ
T P


 

  
 

(13)

式中 P 为运行压力， 0T 和 0P 为参考温度与参考压力, θ 为电极表面气泡覆盖率。

1.1.3 欧姆过电压

电堆中电阻主要由阳极电阻 Ra、阴极电阻 Rc、包含气泡影响的电解液电阻 RKOH-bubble

以及隔膜电阻 Rmem组成，总欧姆过电压计算式为[7]:
 ohm c a KOH-bubble memV R R R R I     (14)

a c
a c

a a c c

1 1,R R
S S
 

 

   
    

   
(15)

式中 δa、δc,、Sa,、Sc分别为阳极和阴极的厚度和面积;σa，σc表示阳极和阴极的电导率，

是 T 的函数:
2 3

a c Ni 60000000 279650 532 0.38057T T T        (16)
电解液电阻计算式为:

am cm
ele

KOH a c

1 d dR
s s

 
  

 
(17)

式中 KOH 为电解液电导率，Sa、Sc为阴极与阳极面积， amd 、 cmd 分别为阴阳极到隔膜的

距离。其中 KOH 与电解液的浓度和温度有关[17]：

2
KOH 2.041 0.0028 0.005332 207.2 mm m mT

T
     

3 2 20.001043 0.0000003m m T 

(18)

电解过程中产生的气泡会降低电解液的导电性，可以通过 Bruggeman 方程修正电导

率[7]：
3
2

KOH-bubble
21
3 KOH  

 
  
 

(19)

因此修正后的电解液电阻计算式为：
3
2

KOH-bubble ele
2/ 1
3

R R 
 

  
 

(20)

隔膜电阻 memR 主要与其孔隙率、迂曲度和横截面积有关以及电解液电导率有关，计

算式为[1]：

m m
mem

m KOH m

R
p S
 


 (21)

式中 δm为隔膜厚度；Pm为隔膜孔隙度；τm表示横膈膜弯曲度；Sm为横隔膜的横截面积。

综上所述，图 2 给出了碱性电解水的内部等效电路模型，描述了电解过程内部的电

化学过程，其中 Ract和 Rohm分别为活化极化和欧姆极化的等效电阻。

cellV

图 2 电堆内部等效电路图
Fig 2 Equivalent circuit diagram inside the stack



1.2 电堆部件热量流模型

电堆的热量流建模中采用如下假设：(1)电堆出口温度为电堆平均温度；(2)不考虑隔

膜的气体交叉及电渗水；(3)补水量为理想状态下化学反应所消耗的水量。

电解过程中，电压超过热中性电压时会产生热量，在热量流法中以一个热动势描述

流体的温度变化，产热量与热动势的计算式为[5]：

 gen cell thQ n V V I  (22)

gen
gen stack,1 stack,in

lye lye

Q
T T

m c
   


(23)

式中 Tstack,1为电堆被电解过程中产生的热量加热后的温度；n 为电解小室数量；Vcell为小

室电压；Vth为热中性电压，取为 1.48V；I 为电流； lyem 和 lyec 分别是电解液质量流量与

比热容。

电堆与环境之间散热过程的热阻和热动势的计算式为:
stack,1 amb

loss2
loss2 stack

1T T
R

Q KA


  (24)

loss2
loss2 stack,1 stack,out

lye lye

QT T
m c

   
 (25)

式中 KAstack为电堆与环境散热的换热系数和换热面积的乘积。

电堆的热量流模型如图 3 所示：

genQ

gen

stack,inT
+ -

ambT

loss2R

loss2

loss2Q

stack,outT
+-

图 3 电堆热量流模型
Fig 3 Stack heat current model

1.3 辅助部件热量流模型

气液分离器及其他部件的建模中采用如下假设：(1)气体均为理想气体；(2)气液分离

效率为 1；(3)忽略管道热损失；(4)补充或消耗的水与电解液比热容相等。

1.3.1 氢气气液分离器建模

mix,a , mix,b , mix,c 分别为三股流入氢气侧气液分离器流体混合过程中对应的热动势，

描述了流体混合前后的温度变化。以 mix,a 为例，计算式为：

 

2 2 2

2 2

2

2 2

lye H2O lye stack,out

H O lye sepO ,out H O lye amb

H H stack,out

mix,a sepH ,mix amb amb
lye lye H H

0.5 2

0.5

m m c T

m c T m c T

m c T
T T T

m c m c


 
 
   
 
 
    



 

 



 

(26)

式中
2H O2m 为氢气侧产生氢气而消耗水的质量流量，

2Hm 为生成氢气的质量流量， lyem 为

电解液质量流量， lyec ，
2Hc 分别为电解液与氢气的比热容。

2sepO ,outT ， stack,outT ， ambT 分别



为氧气分离器出口温度，电堆出口温度与补给水温度，补给水温度与环境温度一致。

mix,b , mix,c 计算方法同理。

氢气气液分离器与环境散热的热阻和热动势计算式为：

2sepH ,mix amb
loss1

loss1 sep

1T T
R

Q KA


  (27)

2 2

2 2

loss1
loss1 sepH ,mix sepH ,out

lye lye H H0.5
QT T

m c m c
   

  (28)

式中 loss1R 为氢气气液分离器与环境散热的热阻， loss1 为氢气分离器的散热热动势；

2sepH ,mixT 为三股流入氢气分离器的工质混合后的温度； sepKA 为气液分离器与环境散热的

换热系数与换热面积乘积。

氢气气液分离器的热量流模型如图 4 所示：

-

+

ambT

2sepH ,mixT

2sepO ,outT stack,outT

mix,b mix,c

+

-

+

+ -
loss1R

loss1

loss1Q

2sepH ,outT

mix,a
-

ambT

图 4 氢气气液分离器热量流模型
Fig 4 Heat current model of hydrogen gas-liquid separator

氢气在不同温度下的比热容为温度的函数[1]：

 
2

2

H

27.28 0.00326 50000 /
0.002

T T
c

 
 (29)

1.3.2 氧气气液分离器建模

氧气分离器与环境散热的热阻和热动势计算式为：

stack,out amb
loss3

loss3 sep

1T T
R

Q KA


  (30)

2

2 2 2

loss3
loss3 stack,out sepO ,out

lye lye O O H O lye0.5
QT T

m c m c m c
   

    (31)

式中 sepKA 为气液分离器与环境散热的换热系数与换热面积乘积。

氧气气液分离器的热量流模型如图 5 所示：

loss3Q

+ -

ambT

loss3R

loss3

stack,outT
2sepO ,outT

图 5 氧气气液分离器热量流模型
Fig 5 Heat current model of an oxygen gas-liquid separator



氧气在不同温度下的比热容为温度的函数[1]：

 
2

2

O

29.96 0.00418 167000 /
0.032

T T
c

 
 (32)

1.3.3 混合器建模

从氢气气液分离器出口的电解液与氧气气液分离器出口的电解液进入混合器中混

合成一股电解液，经过泵之后进入到换热器当中进行换热，忽略泵对电解液温度的影响。

混合过程可以通过两个热动势描述，
2mix,H ，

2mix,O 分别为氢气侧和氧气侧的混合热动势：

2 2

2 2 2

lye lye sepH ,out lye lye sepO ,out
mix,H mix sepH ,out sepH ,out

lye lye

0.5 0.5m c T m c T
T T T

m c



   

 


(33)

式中
2sepH ,outT 、

2sepO ,outT 、 mixT 分别为氢气分离器出口温度，氧气分离器出口温度和两股电

解液混合后的温度。

两股电解液混合的热量流模型如图 6 所示：

- +
2mix,H

+

-
2mix,O

2sepO ,outT

2sepH ,outT mixT

图 6 电解液混合热量流模型
Fig 6 Electrolyte mixed heat current model

2mix,O 计算方法与之同理。

1.3.4 换热器建模

混合后的电解液进入换热器中与冷却水换热，如图 7[18]所示。

图 7 换热器结构图
Fig 7 Structure diagram of heat exchanger

换热器的热量流模型如图 8 所示，其中表征热、冷流体温度变化的热动势为：

ex
ex,h mix stack,in

lye lye

QT T
m c

   
 (34)

ex
ex,c c,out c,in

c c

Q
T T

m c
   


(35)

式中 stack,inT 为换热器热流体出口温度，同时为电堆电解液进口温度； c,inT ， c,outT 分别为

冷却水进出口温度。

换热器的热阻 Rex为：

 
ch

ch

NTU
mix c,inc h

e x NTU
ex

NTU

N U
h

T
c

T TG e G eR
QG G e e


 


(36)

式中 cG 为冷流体热容量流， hG 为电解液热容量流：

cc cG m c  (37)

h lye lyem cG   (38)



hNTU 和 cNTU 分别为热流体和冷流体的传热单元数，计算式为：

ex
h

h

NTU
G
KA

 (39)

ex
c

c

NTU
G
KA

 (40)

式中 cm ， cc 为冷流体的质量流量与比热容，为修正因子，对于逆流换热器修正因子等

于 1[18]； exKA 为换热器换热系数与换热面积乘积。计算中冷流体温度取环境温度。换热

器的热量流模型如图 8 所示：

+ -

exR

ex,h

mixT

exQ

stack,inT

c,inT

+

-

c,outT

ex,c

图 8 换热器热量流模型
Fig 8 Heat current model of heat exchanger

1.3.5 系统整体热量流模型

将上述各模型按节点温度连接，构建系统整体的热量流模型，如图 9 所示：
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- ++ - + - - + + -+ -
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loss1R loss2R loss3RexR
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-2mix,O
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loss2Q loss3QexQ
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c,outT

ex,c

图 9 系统整体热量流模型
Fig 9 Overall heat current model of the system

1.4 系统质量守恒与效率计算

电解过程中，在阴极产生氢气，阳极产生氧气，根据法拉第电解定律，产氢的摩尔

速率
2Hn 及质量流量

2Hm 的计算式为[5]：

2H F
In n

zF
 (41)

2 2 2H H HMm n  (42)



式中
2HM 为氢气摩尔质量， F 为法拉第效率，计算式为:

2

22
1

F
J f

f J
 


(43)

1 2.5 50f T  (44)
6

2 1 6.25 10f T   (45)
式中 J 为电流密度，根据水电解的化学反应式，各组分的质量平衡表示为:

2 2 2H H O O2n n n    (46)
以电压效率作为系统性能的评价标准，其定义为可逆电压除以小室电压[1]。

rev

cell
V

V
V

  (47)

2 模拟结果与分析

2.1 仿真所需参数

碱性电解系统的热量流模型与内部等效电路模型具有相同的数学形式，可将二者跨

尺度耦合求解。系统等效电路只有一条支路，其约束条件在系统建模中已完整给出。计

算中，参考温度和参考压力为 25℃和 1bar，换热器的 KAex设置为 4000W/K，冷却水流

量为 0.3-0.7kg/s，电解液流量 0.62-1.42 kg/s，其余参数如表 2 所示。

表 2 系统结构及运行参数[1]

Table 2 System structure and operating parameters

相关参数 单位 值

电解液浓度 % 31.7%

电解质比热容 lyec J/kg/K 3100

环境温度 ambT K 298
电解小室数 n 70(35 小室串联)
电极厚度 a c,  m 0.2×10-3

电极面积 a c,S S m2 0.42
膈膜厚度 m m 0.7×10-3

隔膜面积 mS m2 0.41
电极隔膜间距 am cm,d d m 1×10-3

隔膜迂曲度 m 1 5.2
隔膜孔隙率 mp 1 0.59
电堆热阻 loss2R K/W 0.05

气液分离器热阻 loss1 loss3,R R K/W 0.12
2.2 系统整体分析

电堆在冷却水流量 0.3kg/s，电解液流量 1.42kg/s，电流 3500A，压力 16bar 下运行，

求解得到系统中节点温度及工质流量，如图 10 所示：
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图 10 系统温度及流量分布图

Fig 10 System temperature and flow distribution

由图 10 可知，电解液温度的降低主要来源为换热器中其与冷却水的换热过程。冷

却水流量为 0.3-0.7kg/s，压力 16bar，电流 3500A 时，小室电压与电堆进口温度随冷却水

流量变化如图 11 所示。随着冷却水流量增加，换热器换热量增大，电堆进口温度（换热

器热流体出口温度）逐渐降低。随着电堆温度的降低，小室电压升高。
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图 11 小室电压与电堆进出口温度随冷却水流量变化曲线

Fig 11 Variation curve of cell voltage and stack inlet and outlet temperature with cooling water flow

图 12 为电堆产热量与换热器以及电压效率随冷却水流量变化曲线，随着冷却水流

量的增大，电堆温度的降低导致小室电压升高，电堆产热量增加，同时换热器的换热量

也增大。此外，由于电压效率为可逆电压除以小室电压，随着小室电压升高，导致电压

效率降低。
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图 12 电堆产热量、换热器换热量及电压效率随冷却水流量变化曲线

Fig 12 Curves of heat production of stack, heat transfer of heat exchanger and voltage efficiency

with cooling water flow

冷却水流量 0.3kg/s，电解液流量为 0.62-1.42kg/s，压力 16bar，电流 3500A 时，电

堆进出口温度与小室电压随电解液流量变化如图 13 所示。随着电解液流量的增大，电堆

进口温度显著提高，电堆出口温度却反而下降，小室电压略微升高，这是由于电堆的产

热量几乎不变，但是随着电解液流量的增大，降低了电堆的进出口温差。
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图 13 小室电压与电堆进出口温度随电解液流量变化曲线

Fig 13 Variation curve of cell voltage and stack inlet and outlet temperature with electrolyte flow

2.3 电堆内特性及能效分析

当电堆始终在温度 70℃，压力 10bar 工况下运行时，求解电化学等效电路模型，得

到电堆的极化曲线，如图 14 所示。图中各部分阴影面积分别对应欧姆过电压、阳极活化

过电压、阴极活化过电压以及可逆电压。结果表明，在电流密度增大时，欧姆过电压的

占比逐渐增大。因此，电堆设计应尽可能减小欧姆电阻，以提高电压效率。
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Fig 14 Stack polarization curve

图 15 为不同温度和压力下电解小室的极化曲线。在压力为 16bar 时，85℃下的小室

电压低于 65℃时小室电压；在温度为 85℃时，26bar 的小室电压高于 16bar 及 6bar 时的

小室电压，因此提升温度会降低小室电压，而增大压力会增大小室电压。
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图 15 不同温度压力下极化曲线

Fig 15 Polarization curves at different temperatures and pressures

当电堆在温度分别为 65℃、75℃、85℃，压力为 16bar 下运行时，其产氢速率与电

压效率随电流密度的变化曲线如图 16 所示。结果表明提高温度可以增大电压效率，电流

密度增加时电压效率逐渐降低，这是由于电流密度增大导致过电位增大。但产氢速率随

电流密度增大而增大。这是由于产氢速率与电流密度正相关，但是温度升高会略微降低

法拉第效率，因此 65℃时的产氢速率高于 75℃和 85℃。
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图 16 不同温度下电压效率与产氢速率随电流密度变化

Fig 16 Voltage efficiency and hydrogen production rate vary with current density at different

temperatures

3 结 论

碱性电解系统的整体建模与分析对提高其能效十分重要。然而，由于碱性电解系统

外部热模型和内部电化学模型的多阶次多参数特点，系统整体分析复杂。本文通过建立

外部系统的热量流模型与电堆内部过程的等效电路模型，实现了系统的跨尺度统一建模，

并研究了系统性能受不同运行参数的影响规律，主要结论如下：

1. 随着冷却水流量增大，电堆进出口温度降低，小室电压升高，电堆产热量及换热器

换热量增大，电压效率降低。

2. 随着电解液流量增大，电堆进出口温差降低，表现为电堆出口温度降低，电堆进口

温度升高，小室电压升高。

3. 提高温度会降低小室电压，从而提高电压效率，但会略微降低产氢速率；增大压力

会提升小室电压。

4. 在高电流密度下，活化过电位的增量较小；欧姆过电位占比逐渐增大。
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摘 要 在储能电站的运行中，为保证大容量储能电池安全运行，要对电池模块采取有效、平衡、高经

济性的散热措施。本文针对大型储能电站模组，设计了新型空气进出口方案并进行模拟计算。计算结果

表明：普通 Z 型冷却流道会存在气流死区，电池最高温度为 58.59℃，模组内最大温差为 22.96℃，无

法满足热管理需求；改进方案充分改善了气流组织效果，模组内最高温度降至 36.38℃，最大温差由 7.77℃

降为 6.14℃，降幅达 20.98%，设备运行安全性与经济性得到增强。基于本文模拟结果分析，针对大电

池间距储能电站模组，提出了三点优化建议，为未来储能电站热管理系统的进一步改进提升提供了参

考。

关键词 热管理；储能电站；风冷散热

0. 前言

自 2020 年双碳目标被提出，风电、光伏等新能源备受关注，各类相关设备的装机量不断提高。而

诸如此类的新能源发电具有间歇性和不稳定性[1]，据权威机构统计，2016 年我国弃风和弃光电量分别

达到 497 亿千瓦时和 74 亿千瓦时，较 2015 年分别增加了 46.6%和 85%[2]。为加强对新能源的利用，我

国正大力发展抽水蓄能、电化学储能等储能技术[3,4]。储能电站因其具有模块化、响应快、对地理位置

要求低等特点[5]，成为电化学储能的代表性解决方案。储能电站运行时内部电池充放电会放出热量[6]，

尤其是电池充电阶段。一般来说，要保证电池的安全运行，电池模组各部分温度应维持在 25℃至 40℃

之间[7]，这就需要将电站内热量及时排出，防止热量聚集造成电池寿命降低甚至热失控。鉴于冷却设备

的成熟发展，不计成本地加装冷却设备来保证储能电池安全运行并不困难。但作为新能源发电的辅助

设备，储能电站的热管理措施必须同时考虑散热性能与建造、运行成本。

储能电站的散热技术主要以风冷散热、液冷散热、热管散热为主[8,9]。其中风冷散热可直接引入新

风作为冷源，传热环节少，但散热性能相对较低；液冷散热效率较高，但冷板、管道等物料投入高，且

为防止管道结垢堵塞，通常冷却液体需循环输送，这就导致冷却系统冷源需要额外耗功制冷[10]，这也

使热管理系统需增加额外的制冷设备成本；热管散热运行成本较低，理论上散热系统甚至可以零功耗

运行[11]，因其材料限制，前期投入巨大，目前未大量投入使用。综上，风冷散热系统可以在满足性能要

求的前提下适配储能电站高经济性的需求。风冷散热研究主要着力于结构设计，通过模组内几何优化，

优化气流组织，力求实现高冷却性能、均匀温度分布、低压力损耗。笔者所在研究团队[12]研究了 Z 型

1基金资助项目：本文得到国家自然科学基金面上项目（52076163）的资助。



BTMS 的性能，并考虑了不同入口和出口位置的影响。研究结果表明，Z 型气流组织最佳。FAN 等[13]

通过三维瞬态仿真，研究了电池间距及空气流速对冷却效果的影响，找到了满足性能要求的最佳经济

性选择。Hailu 等[14]研究了穿孔板和涡流发生器对湍流产生的影响，发现在电池组下方安放穿孔板可以

极大提高电池间隙内空气的紊乱程度，实现约 5.2℃的温度降低。近几年有学者发现交替供给流动方向

相反的气流相比稳定供给单方向气流有很大优势。刘燕平等[15]使用正交实验法对往复气流电池热管理

系统进行了研究和优化，发现气流入口温度、气流往复周期、冷却空气流量对最高最低温度、最大温差

有显著影响，该系统最佳空气流速为 6m/s。笔者所在团队[16]对 Z 型电池热管理系统的往复式气流控制

进行了实验研究，实验表明合理的往复式气流配给可降低 65.5%的最大温差，并且可节省 10.1%的风扇

耗能。

储能电站对于经济性较敏感，需要在满足安全性的前提下尽可能降低成本。在以往设计热管理方

案的研究中，学者们多注重提升散热效果，而较少顾及热管理方案的建造及运行成本。本研究选用风冷

散热，由室外直接引入环境新风，节省了制冷设备的能耗及建造成本，并且在设计中避免使用复杂结

构，降低了方案的落地难度。对电池模组的风冷散热效果进行了仿真分析，并在此基础上通过改变进风

口位置，提出了三个改进方案。其中方案 3 的冷却效果最佳，显著降低了最高温度，提升了温度均匀

性。

1. 电池组热模型的建立及基本方案的气流分析

1.1. 热模型建立

本研究首先建立了 Z 型风冷模型，该模型结构基于笔者所在研究团队[12]验证的最优方案 Z 型

BTMS 结构设计，如图，外壳尺寸及电池规格选自 C&D technologies 的现有方案[14]，从 图 1 中可

见模组的基本尺寸，图 2 为模组中各电池序号，电池各项物理参数如表 1。建模中已将电池机架省

去，以简化模型几何。

图 1 基本模组几何尺寸 图 2 模组内电池序号

表 1 电池热物理性质

参数 值

导热系数/[W·(m·K)-1] 250

比热容/[J·(kg·K)-1] 1000

密度/(kg·m-3) 1000

1.2. 基本方案仿真及气流分析

本文采用 CFD 软件 Fluent 对储能电站模组风冷散热进行模拟研究，使用 Fluent Meshing 模块进行

网格划分，体网格划分方法为 Poly-hexcore。如图 2 图 3 所示，当网格数量达到 210089 网格后模组内



最高温度波动不大于 0.1985K，因此选择该网格大小进行后续研究。
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图 3 网格独立性分析

对上述基本模型进行了稳态模拟计算，模拟中每块电池放电倍率为 0.2C，每块电池发热功率为

75W[14]。此模拟目的是以极限工况考察基本方案的冷却效果，并在此基础上进行改进优化。

输入条件如

，计算结果如图 4 至图 5 所示：图 4 所示为仿真后模组内气流迹线及电池温度分布，图 5 所示

为模组空间内湍流动能大小,图 6 给出了模组内各电池的平均温度。

表 2 稳态仿真输入参数

参数 值

入口 速度入口

出口 压力出口

入口风速/(m·s-1) 2

出口压力(表压)/Pa 0

环境温度/℃ 20 

算法 coupled

单位体积发热量/(W·m-3) 1500

参数 值

入口 速度入口

出口 压力出口

入口风速/(m·s-1) 2

出口压力(表压)/Pa 0

环境温度/℃ 20 

算法 coupled

单位体积发热量/(W·m-3) 1500



查看图 4 所示的气流迹线图可以发现：气流在模组底部入口进入后直达模组后部，碰到壁面开始

上升，期间极少部分气流掠过电池下边缘后上升，参与上层电池冷却。储能电站的设计区别于动力电

池，为方便后期的检修维护需要留出相当的操作空间，传统动力电池模组内电池间空隙为 3~6mm[16,17]，

但本文中电池与电池最大空隙达 308mm，电池与壁面间的空隙为 140mm，这就使得动力电池常用的 Z

型流道在储能电站模组中无法强有力地约束气流走向。且由于气流入口被安排在模组的单侧，受此影

响在出入口两方向的电池冷却效果有很大的差异，尤以入口端上层的 4、8 号电池温度最高，4 号电池

温度最高达到 58.59℃；出口端下层的 9、13 号电池温度最低，13 号电池温度最低为 35.63℃，最大温

差为 22.96℃，显然无法满足储能电站的安全运行要求。此外在图 5 中可见气流上升前湍流强度均较

低，因此模组整体冷却效果不理想。

考虑如上因素，对此热管理方案的改进应当考虑组织气流流经电池间隙，尽量降低模组前后方向

上的不对称因素，并提高电池附近气流的湍流强度。
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图 6 各电池温度

2. 风冷结构的优化改进及热管理效果分析

针对上述的仿真结果，为电池模组设计了三种结构改进方案。如图 7，方案 1 将原进出口各分一

半移至对角位置，气流从下层两口流入，上层两口流出。两股气流进入模组内部会发生部分对向接触，

这样在气流交汇位置会形成湍流以加强换热，且有助于气流流入电池间隙使得气体广泛循环。方案 2 将

进出口放在模组中心位置，在 Chen 等人的研究中[18]进出口放在中心可以显著降低整个电池模组的最高

图 4 稳态条件下温度与气流分布 图 5 稳态条件下湍流动能分布



温度。方案 3 将前面个两个方案进行结合，保留下方两对角入口和上方的一个中心出口。为具有可比

较性，以上三个改进方案均保持入口总面积及流体流速流量不变。

(a) 方案 1 (b) 方案 2 (c) 方案 3
图 7 改进方案示意图

对基本方案及 1 至 3 号改进方案进行了瞬态仿真，输入参数与先前稳态仿真一致，结果如图 8 至

图 10 所示。

通过仿真结果可以看出，方案 1 和方案 3 均有不同程度的热管理优化作用，方案 2 外围八块电池

温度过高，且在 5h 末仍有持续上升趋势，最高温度达到 43.42℃，已超过储能电站热管理的温度安全

要求。可以认为方案 2 不适用于本模组热管理。

对比基本方案、方案 1 和方案 3，在模组放电结束 5h 末，方案 3 的最高温度为 36.38℃，平均温

度为 33.50℃，模组内最大温差为 6.14℃；方案 1 的冷却效果略差，最高温度 37.63℃，平均温度 34.45℃，

最大温差 6.69℃；而基本方案的最高温度、平均温度、最大温差分别达到了 40.05℃、36.04℃、7.77℃。

方案 1 和方案 3 相比基本方案有优化气流组织的作用，更多的气流能够流经电池间隙。方案 1 相

较于方案 3，仍有部分气流以类似基本方案的流动路径，从入口进入到达壁面后直接沿壁面上升到达出

口，这部分气流被认为没有带走足够多的热量。在气流分布稀疏的模组上层空间，电池的温度高于下层

约 4℃。而方案三的气流在模组内非常分散，上下层电池的温度已经非常接近。

对比分析各方案，针对具有较大空隙的电池模组，总结有以下规律：

（1）中心对称式的设计有利于避免出现气流死区，提升温度均匀性。对比基本方案和方案 1，单

股气流的流路并没有本质区别，仅仅是将基本方案的出入口一分为二，其中一对旋转 180°放置，形成

了方案 1 的结构。由图 8 (a)、(b)可见，该改进设计使 2、3、4、6、7、8 号电池周边存在气流死区的问

题得到弥补，并在两股气流交汇接触时产生分支气流上升，亦有利于气流的均匀分布。

（2）加长气流从入口流至出口的路径长度，可以使气流更多参与换热。对比方案 3 和方案 1，从

入口 1 流入的气流到达壁面上升后，在方案 1 中直接从出口 1 流出，在方案 3 中气流还需折返来到模

组顶部中心的出口气流在折返的过程中显然发生了额外一部分换热，由图 8 (b)、(d)可见 2、3、6、7 号

电池因此受益，温度有明显下降。需要注意的是，增加气流路径长度的本质在于增加气流与电池的接触

面积、延长换热时长，因此单纯加长气流路径，而气流与电池接触没有增加是没有意义的。

（3）空冷热管理设计需避免入口至出口存在无障碍通路。图 11 为方案 2 中心截面的压力梯度分

布及动压分布，由图 11 (a)可见模组内压力梯度从入口直接指向出口，这使得气流进入模组后无法分散，

参与换热极少；由图 11 (b)可见在气流动压分布非常集中，电池周边空气流动几近停滞，这与 Chen 等

人[18]的研究存在矛盾之处。这是由于在大间隙电池模组中，气流通路过宽，气流通过中心间隙时局部

压力没有得到提高，无法迫使气流分散流向其他间隙。这一点使得大小间隙电池模组的流场设计存在



显著区别，需要格外注意。

(a) 基本方案 (b) 方案 1

(c) 方案 2 (d) 方案 3
图 8 各方案温度及气流组织对比

0 60 120 180 240 300

18

20

22

24

26

28

30

32

34

36

38

40

42

温
度

/℃

时间/min

原方案最高温度
方案一最高温度
方案三最高温度
原方案最低温度
方案一最低温度
方案三最低温度

图 9 温度最值对比

0 60 120 180 240 300

0

2

4

6

8

10

12

14 原方案平均温度
方案一平均温度
方案三平均温度
原方案最大温差
方案一最大温差
方案三最大温差

时间/min

温
度

/℃

18

20

22

24

26

28

30

32

34

36

38

温
度

/℃

图 10 平均温度及最大温差对比



(a)等压力线分布 (b)动压分布

图 11 方案 2 中心截面压力梯度分布及动压分布

3. 结 论

（1）围绕储能电站模组的散热问题，首先根据已有文献方案建立了电池模组的热模型，对此进行

了极限工况仿真，并对仿真结果进行气流分析。认为针对储能电站的大电池间距，Z 型热管理方案不能

起到足够好的散热效果。

（2）设计了三个改进方案，通过调整进出口的位置大小来优化气流组织，使气流更多流经电池间

隙以加强散热效果。方案 1 和方案 3 相比基本方案均提升了散热效果，在最高温度、温度均匀性等指

标上均有改进，尤以方案 3 最佳,最高温度降低了 3.67℃，最大温差下降了 1.63℃，降幅达 20.94%。

（3）针对大间距储能电站模组的几何结构，对四个方案进行了比较分析。研究表明具有较大电池

间距的模组内部气流特性与传统小间距动力电池模组差异明显，并针对此类储能电站空冷热管理系统

的设计提出三点建议：考虑中心对称式设计、加长气流路径长度、避免出入口间存在无障碍通道。
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摘要：近年来，热化电池由于热电势高和连续电流输出的技术优势在低品位热能回收中广受关注。然

而，P-N型集成器件中 N 型单元输出性能受限的问题限制了其实际应用。本文提出了基于 Fe2+/3+/水-乙

腈混合溶剂电解液体系的器件功率和效率协同优化策略，揭示了混合溶剂体系下的热电势增长机制，

并探究了乙腈质量分数和活性物质浓度对热电势，电导率和热导率的耦合影响，最终证明了水-乙腈混

合溶剂电解液体系协同优化 N型器件功率和效率的应用潜力。

关键词：低品位热能；热化电池；溶剂化结构；分子动力学



0 前言

由于能量转换过程中热力学的不可逆性，每年全球一次能源消耗中有高达1.2 PWh
的能量以热能的形式被排放到大气环境中，占能耗总量的72%。其中，有约63%是温度

低于100℃的低品位热能[1]。因此，在“双碳”的大背景下，高效回收利用这些低品位

热能就显得尤为重要[2, 3]。

遗憾的是，由于低品位热能空间分布分散、可用能低等特点，如何高效回收低品

位热能仍是极具挑战性的问题。目前关于余热回收利用的研究主要集中在卡琳娜循环和

有机朗肯循环等热力学循环，适用于 100℃以上工业余热的规模化回收[4, 5]。然而卡琳

娜循环和有机朗肯循环设备体积较大，相关维护成本高，不适用于小规模、分布式的低

品位热能回收场景。基于半导体的热电转换器件虽然具备小型化、维护成本低的特点，

但由于热电材料含有稀有元素，居高不下的成本限制了其在低品位热能回收中的应用[6]。

此外，半导体热电材料的热电势(塞贝克系数)往往仅为 0.1 mV/K 量级[7]，难以有效利用

低品位热源和环境之间的小温差以提供足够的电压和功率为器件供电。相较于半导体热

电材料，电化学热-电转换器件的热电势往往能高出 1-2个数量级(1-10 mV/K) [8, 9-13]，因

此在低品位热能回收中更具应用潜力。电化学热-电转换器件包括热离子电容(thermo-
ionic capacitor)[14, 15]、热化电池(thermogalvnaic cell) [16, 17] 和热再生电化学循环(thermally
regenerative electrochemical cycles, TREC)电池[18, 19]等。其中，热化电池由于其能将热能

直接转化为电能、能实现连续电流输出以及结构简单的技术优势而受到广泛关注。

基金项目：混合离子热电器件中热电势和离子输运的多尺度研究 0204120359



热化电池是一种非等温电化学器件，其工作原理是基于氧化还原反应电势ܧ对温度

的依赖性，将温差转换为冷热电极之间的电动势。等效热电势由温度系数ߙ描述，定义

为：ߙ = Δܧ/Δܶ = Δୖݏ ୣୢ ݏ为电极电势随温差Δܶ的变化量，Δୖܧ其中，Δ。ܨ݊/ ୣୢ 为电对

发生还原反应的摩尔熵变[20, 21]，݊为氧化还原反应的转移电子数，ܨ为法拉第常数。根

据温度梯度-电位关系，热化电池器件可分为 P型（ߙ < 0）和 N 型（ߙ > 0）。除了决定

电压的热力学参数ߙ外，溶液的电导率ߪ和热导率݇也是决定热化电池性能的关键参数。

其中输出功率正比于ߙଶߪ，即功率因子ܲܨ，效率正比于ߙଶܶߪ/݇，即热电优值ܼܶ。

与半导体热电材料类似，热化电池在实际应用中需要将单个 P型和N型单元进行 P-
N型集成，以获得更高的输出电压而避免热短路。迄今为止，Fe(CN)63-/Fe(CN)64-氧化还

原电对由于其快速且可逆的电极反应动力学以及良好的稳定性，是研究最为广泛的 P型

热化电池体系，其基准热电势为-1.4 mV/K。近几年，关于 Fe(CN)63-/Fe(CN)64-基热化电

池电极和电解液材料的改进已经取得了显著的进展。其中，最为突破性的进展由 Jun
Zhou课题组做出[22]，他们发现在 Fe(CN)63-/Fe(CN)64-中添加盐酸胍 GdmCl诱导热敏结晶

可以显著地将温度系数从-1.4 mV/K 提升至-3.7 mV/K，如此高的热电势使得该体系实现

了高达 11%的卡诺相对效率，且考虑到其具有竞争力的低成本优势，已经表现出商业化

的应用前景。然而，目前关于N型热化电池器件的研究进展还十分滞后，这严重限制了

P-N 型集成器件的输出性能，成为热化电池实际应用的关键挑战。

目前对于 N 型热化电池氧化还原电对的研究主要集中在 Fe2+/Fe3+[23-32]体系，这得

益于其离子尺寸小、水溶性高、离子电荷密度高的优点，预计其理论ߙ值可达 1.76
mV/K[33]。例如，Kim等人[34]报道了一种高性能的 N型 Fe2+/Fe3+-ClO4热化电池器件，并

且探究了 Fe2+/Fe3+盐中阴离子种类（ClO4−、Cl−、SO42−等）对温度系数的影响。结果表

明 Fe2+/Fe3+在弱配位阴离子 ClO4−水溶液中形成的水合物 Fe(H2O)62+/3+的水合结构熵差显

著大于 Fe(H2O)5Cl2+/+和 Fe(H2O)5SO4+/0，因此相应的ߙ较高，约 1.7 mV/K，这是由于阴

离子配位导致了水合离子电荷密度的降低。随后，Moritomo 等人[35]系统地研究对比了

FeCl2/FeCl3 在水溶液及其它 8 种质子溶剂和 8 种非质子溶剂中的ߙ，结果表明该体系在

非质子溶剂中的ߙ普遍高于质子溶剂，同时ߙ的大小与溶剂的黏度密切相关，其中在丙

酮中的ߙ最高（约 3.6 mV/K）而在丙三醇中的ߙ最低（约 0.14 mV/K）。尽管如此，有机

溶剂电解液的低电导率问题限制了器件的功率和效率[36]。

为此，结合 Fe2+/Fe3+在部分有机溶剂中热电势高，热导率低以及水系 Fe2+/Fe3+电导

率高的优势，本文提出了基于水-有机混合溶剂的电解液体系协同优化 N 型器件功率和

效率的策略。其中，电解质中采用的氧化还原电对分别为 Fe(ClO4)2 和 Fe(ClO4)3，有机

溶剂为乙腈（MeCN）。本文探究了 Fe2+/Fe3+/水-乙腈混合溶剂电解液中乙腈质量分数和

活性物质浓度对热电势，电导率和热导率的耦合影响，并计算了基于这些耦合热电参数

的功率和效率。



1 实验和方法

1.1 电解液和电极制备

为了评估电解液性能，分别制备了浓度为0.1、0.2、0.3、0.4和0.5的Fe2+/Fe3+/水-乙
腈混合溶剂电解液，其中氧化还原离子Fe3+和Fe2+的浓度比均为1:1。对每一个Fe2+/Fe3+

浓度，分别配置乙腈质量分数为0%、20%、40%、60%、80%和100%的水-乙腈混合溶

剂电解液，且确保每种含水电解液包含0.1M的HCl。电解液制备中使用的高氯酸铁水合

物（Fe(ClO4)3·xH2O）、高氯酸亚铁水合物（Fe(ClO4)2·xH2O）、乙腈和盐酸等所有化学

试剂均购自上海阿拉丁生化科技有限公司，未经进一步纯化。配置电解液所用水为蒸馏

水。

本工作采用的电极材料为碳纸（CP）修饰电极。首先将碳纸分别在丙酮、乙醇和

蒸馏水中超声清洗5min以去除表面污染物。为了提高碳纸的亲水性，碳纸在使用前在

管式炉（OTF-1200X，合肥科晶）中空气气氛下烧结12小时，其中烧结温度为500℃，

升温速度控制在5℃/min。为了提高电极活性，将活性材料40 wt%的铂碳催化剂（Pt/C）
和粘结剂聚偏二氟乙烯(PVDF)以9:1的质量比在n -甲基-2-吡咯烷酮(NMP)中混合，搅拌5
小时制备成Pt/C浆料，然后涂覆在碳纸上并在40℃干燥12 h得到CP- Pt/C电极。电极制备

过程中使用的碳纸购自日本东丽公司，铂碳催化剂购自苏州晟尔诺科技有限公司，其它

化学试剂均购自上海阿拉丁生化科技有限公司。

1.2 热化电池和热电化学测试

本文设计的热化电池装置如图1所示，其中冷热两端的工作电极均为CP- Pt/C电极

（面积：1cm2，间距：1cm），集流体为石墨板。冷热两端电极的温度由PID温控器分别

调整加热和制冷负载的输出功率控制，由K型热电偶监测，其中本文实验中采用的冷端

和热端温度分别为20和50℃。电解液储液槽为聚四氟乙烯材质，其上方加工出注液孔以

便于电解液被注入和排出。为了防止电解液的泄露，在电极和集流体间使用硅胶垫密封，

且在集流体外侧通过两块不锈钢板固定。

热化电池的开路电压（ ୭ܸୡ）、短路电流（ܫୱୡ）和输出功率（ܲ）通过电化学工作站

（CS310X，武汉科思特）的暂态极化方法测量和计算。通过施加阶跃电流持续记录输

出电压10分钟，并对5至10分钟内的数据取平均值，以确定稳态电压。热化电池的内阻

ܴ୧୬和等效电导率ୣߪ ୤୤通过电压-电流曲线的斜率计算得到。电解液的热导率通过基于瞬

态平面热源法的导热系数测试仪（HCDR-S，南京汇诚）在常温25℃条件下测量，其中

测试时间为5秒，目的消除对流对测试结果的影响。



图1 热化电池装置示意图

Figure 1 Schematic diagram of thermogalvnaic cell

1.3 溶剂化层结构模拟

为了理解离子溶剂化结构与热电势之间的关系，本文基于Lammps软件利用经典分

子动力学模拟对溶液体系下的离子溶剂化结构进行了分析[37]。本文模拟体系由单个离

子（Fe2+、Fe3+）以及分布在其周围的溶剂分子构成，溶剂分子主要采用水与乙腈，不

同溶液体系对应的溶剂分子数量如表1所示。本文的力场形式主要采用Lennard-Jones
(LJ)12-6势和库伦势。关于力场参数的选择，对于水分子我们采用了SPC/E刚性势能模

型，对于乙腈分子采用了OPLSS-AA全原子刚性势能模型，其原子电荷则采用

1.14*CM1A模型计算获得。溶质离子Fe2+/Fe3+的力场参数主要来源于UFF力场。

表 1 不同体系中溶剂分子的数量

Table 1 Number of solvent molecules in different systems

溶剂 乙腈 水

纯水 1200
20% 乙腈 120 1100
40% 乙腈 230 780
60% 乙腈 330 490
80% 乙腈 420 230
纯乙腈 490

模拟系综为正则系综（NPT），其中压强控制在1个大气压（1 atm），温度控制在

300 K，时间步长设置为1 fs。模拟过程中采用立方周期性边界条件，范德华与库伦相互

作用截断半径取为10 Å，静电相互作用的长程部分则采用光滑粒子网格Ewald方法

（particle-mesh Ewald），并且基于蛙跳算法求解体系的运动方程，时间步长设置为1 fs。
在模拟时，对所有体系均进行了5 ns的弛豫平衡过程，之后再进行10 ns模拟并每隔0.5 ps
进行一次取样来用于计算Fe2+/Fe3+与溶剂分子的径向分布函数（RDF）以及溶剂分子取

向分布。其中配位数由RDF积分求解获得：

ܰ௜(ܴ) = නߨ4 ௜݃ߩ ௜(ݎ)ݎଶ݀ݎ
ோ

଴

(1.1)

式中 ௜݃(ݎ)表示离子与溶剂分子间的径向分布函数，ߩ௜是溶剂分子的平均数密度，ܴ为第



一溶剂化层半径[38]。

溶剂分子的取向分布主要由离子第一溶剂化层中溶剂分子偶极矩与中心离子径向

间的夹角ߠ描述。根据取向角ߠ，可以引入偶极矩涨落方差ߪ௜
ଶ[ߠ]来表示溶剂分子取向波

动情况[39]：

௜ߪ
ଶ[ߠ] = න −ߠ) ߠ݀(ߠ)݌ଶ(ߠ̅ (1.2)

式中 是݅活性离子种类，̅ߠ= 表示取向角的概率(ߠ)݌，是偶极子的平均方位角ߠ݀(ߠ)݌ߠ∫

分布。对于氧化还原反应݁ܨଷା+݁ି ⇌ ଶା，过程中活性离子溶剂化层的结构差异可通݁ܨ

过参数ߞ௥௫௡定义：

௥௫௡ߞ = ୊ߪ మୣశ
ଶ −[ߠ] ୊ߪ యୣశ

ଶ [ߠ] (1.3)

2 结果与讨论

2.1 乙腈对热电势的增强与机制分析

为了验证水-乙腈混合溶剂对于氧化还原电对热电势ߙ的改善，我们测量了包含不同

乙腈质量分数的混合溶剂，浓度为0.1M电解液的ߙ值，结果如图2d所示。结果表明， ߙ

与乙腈质量分数存在两段依赖关系。在乙腈质量分数为0至40%时，乙腈的加入基本没

有引起ߙ的增强。然而，当乙腈质量分数大于40%，ߙ显著增加。例如，当乙腈质量分

数小于40%时，热电势近乎不变，而当乙腈质量分数从40%增加至100%时，ߙ可以从

1.61 mV/K增加至3.34 mV/K，增加了约2倍。为了分析由乙腈质量分数增加导致的热电

势ߙ的增长机制，我们研究了混合溶剂体系中Fe2+/Fe3+的溶剂化层结构对乙腈质量分数

的依赖关系。图2（a）和（b）分别展示了水-乙腈混合溶剂中Fe2+和Fe3+第一溶剂化层

乙腈分子的配位数随乙腈质量分数的变化。结果表明，对于低乙腈质量分数（< 40%）

的混合溶剂体系，Fe2+和Fe3+的第一溶剂化层内均包含6个水分子；对于更高乙腈质量分

数（>= 40%）的体系，Fe3+的第一溶剂化层结构没有改变，仍包含6个水分子，而Fe2+

的第一溶剂化层内出现了乙腈分子的配位，且随着乙腈质量分数的增加乙腈分子配位数

逐渐增加。二者第一溶剂化层的结构差异可以通过分子极性来解释。由于水是一种强极

性溶剂，它将受到带电离子电场的强烈限制，在能量上更倾向于形成第一溶剂化层。对

于低电荷密度的Fe2+离子，其周围形成的电场强度较弱，因此，其第一溶剂化层更容易

被乙腈分子配位。当乙腈质量分数较高时，乙腈分子和Fe2+配位的概率更大（图2（c））。
这种随着乙腈质量分数变化而导致的Fe2+和Fe3+第一溶剂化层的结构差异可能是导致热

电势ߙ增长的关键。为了了解乙腈配位对氧化还原反应过程中活性离子溶剂化层结构变

化的影响，我们研究了热电势ߙ与活性离子溶剂化层结构差异ߦ௥௫௡之间的相关性，结果

如图2（d）所示。ߦ୰୶୬与ߙ表现出相似的乙腈质量分数依赖性，这表明在高乙腈质量分

数的混合溶剂体系中，乙腈分子在Fe2+第一溶剂化层中的配位导致了氧化还原反应过程

中Fe2+/Fe3+溶剂化层结构差异ߦ୰୶୬的增加，进而导致了氧化还原反应熵变Δݏோ௘ௗ和热电势

。的增加[39]ߙ



图2 热电势增加机制。水-乙腈混合溶剂中氧化还原离子第一溶剂化层乙腈分子的配位数随乙腈质量分

数的变化：（a）Fe2+； (b）Fe3+；（c）Fe2+第一溶剂化层中乙腈分子所占比例随乙腈质量分数的变化；

（d）热电势ߙ和Fe2+和Fe3+溶剂化层结构差异ߦ୰୶୬随乙腈质量分数的变化

Figure 2 Mechanism of increase in thermopower. Variation of the coordination number of MeCN molecules in

the first solvation layer of redox ions in water-MeCN mixture with the mass fraction of MeCN: (a) Fe2+; (b)

Fe3+; (c) Variation of the proportion of MeCN molecules in the first solvation layer of Fe2+ with the mass

fraction of MeCN; (d) Variation of the thermopower ߙ and the solvation structure order change ୰୶୬ߦ of the

Fe2+/Fe3+ redox reaction with the mass fraction of MeCN

2.2 乙腈质量分数和活性物质浓度对ߪୣ、ߙ ୤୤和݇ୣ ୤୤的耦合影响

为了验证水-乙腈混合溶剂对于电解质热电性能的改善，我们分别测量了热电参数ߙ、

ߪୣ ୤୤和݇ୣ ୤୤对乙腈质量分数和活性物质浓度的依赖关系，结果如图3 所示。其中图3（a）
结果表明，与乙腈质量分数的增加有利于热电势增强不同，活性物质浓度的增加对热电

势ߙ产生了负面影响。例如，在相同的乙腈质量分数下，随活性物质浓度的增加，ߙ随

浓度的增加逐渐减小，且随着混合溶剂中乙腈比例的增加下降幅度增大。该负面结果归

因于活性物质浓度和乙腈质量分数增加导致的阳离子和阴离子间形成的离子对的增加，

这降低了活性离子的电荷密度，根据波恩模型因此将导致反应熵变的减小[34, 40]。图3
（b）展示了乙腈质量分数和活性物质浓度对等效电导率ୣߪ ୤୤的影响。结果表明活性物质

浓度的增加提高了ୣߪ ୤୤，但乙腈质量分数的增加会导致ୣߪ ୤୤降低且降低幅度在高浓度时表

现得更加明显。例如，对于0.1 M Fe2+/Fe3+，当乙腈质量分数从0%增加至100%时，ୣߪ ୤୤

从39.0 mS/cm降至18.0 mS/cm，下降了约1倍；而对于0.5 M Fe2+/Fe3+，当乙腈质量分数

从0%增加至100%时，ୣߪ ୤୤从107.5 mS/cm降至30.5 mS/cm，下降了约2.5倍。这也归因于

乙腈比例增加导致的离子对的增加，使得载流子的数量减少且扩散速率降低。得益于乙

腈较低的本征热导率，混合溶剂的热导率݇ୣ ୤୤随乙腈质量分数的增加近似线性下降（图3
（c）），这将有利于减少热耗散，进而提高效率。



图3 乙腈质量分数和活性物质浓度分别对ߙ（a）、ୣߪ ୤୤（b）和݇ୣ ୤୤（c）的耦合影响

Figure 3 Coupling effects of MeCN mass fraction and redox species concentration on ߙ (a), ߪୣ ୤୤(b) and ݇ୣ ୤୤(c)

2.3 热化电池的功率和效率

通过2.2节确定的热电参数ߪୣ、ߙ ୤୤和݇ୣ ୤୤对于乙腈质量分数和活性物质浓度的依赖

关系，本节我们计算了与这些耦合热电参数相关的功率和效率，结果如图4（a）和（b）
所示。当Fe2+/Fe3+的浓度为0.1 M至0.4 M的较低浓度时，乙腈质量分数为80%的

Fe2+/Fe3+/水-乙腈混合溶剂体系实现了大于或约等于Fe2+/Fe3+/纯水体系的最大功率 ୫ܲ ୟ୶。

且得益于乙腈较低的热导率，其对应的卡诺相对效率ߟ௥更是显著高于Fe2+/Fe3+/纯水体系，

提升范围高达99%至168%。且对于0.1 M Fe2+/Fe3+，其在纯乙腈体系的 ୫ܲ ୟ୶相比于纯水

体系提升了79%，ߟ୰更是提升高达340%。然而，对于0.5 M Fe2+/Fe3+的较高浓度，80%
乙腈质量分数的Fe2+/Fe3+/水-乙腈混合溶剂体系的 ୫ܲ ୟ୶相较于Fe2+/Fe3+/纯水体系降低了

26%。尽管如此，其卡诺相对效率ߟ୰仍相比Fe2+/Fe3+/纯水体系提升了56%。因此，

Fe2+/Fe3+/水-乙腈混合溶剂电解液体系被证明具备实现N型热化电池器件功率和效率的协

同优化的潜力。

图4 乙腈质量分数和活性物质浓度分别对功率（a）和效率（b）的影响

Figure 4 The effects of MeCN mass fraction and redox species concentration on power (a) and efficiency (b)

3 结 论

本文针对热化电池P-N型集成应用中存在的N型器件输出性能受限的问题，提出了

基于Fe2+/Fe3+/水-乙腈混合溶剂电解液体系协同优化功率和效率的策略。基于分子动力

学模拟，我们揭示了基于混合溶剂体系的热电势增长机制，发现水-乙腈混合溶剂中

Fe2+/Fe3+溶剂化层结构差异是增加热电势的物理机制。为了验证水-乙腈混合溶剂对于电



解质热电性能的改善，我们探究了包括热电势，电导率和热导率的热电参数对混合溶剂

中乙腈质量分数和活性物质浓度的依赖关系。结果表明，乙腈质量分数的增加能显著提

高热电势，尤其在较低活性物质浓度时增加幅度更大。此外，乙腈质量分数的增加也能

显著降低热导率，但也导致了电导率的降低且下降幅度在高浓度时表现得更加明显。根

据耦合热电参数对乙腈质量分数和活性物质浓度的依赖关系，我们计算了相应的功率和

效率。结果表明，当Fe2+/Fe3+的浓度为0.1 M至0.4 M的较低浓度时，乙腈质量分数为80%
的Fe2+/Fe3+/水-乙腈混合溶剂体系实现了大于或等于Fe2+/Fe3+/纯水体系的最大功率，相

比于纯水体系，卡诺相对效率提升范围可高达99%至168%。且对于0.1 M Fe2+/Fe3+，其

在纯乙腈体系的最大功率相比于纯水体系提升了79%，ߟ௥更是提升高达340%，表明

Fe2+/Fe3+/水-乙腈混合溶剂电解液体系在N型器件功率和效率协同优化中的巨大潜力。
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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

进一步推动了超薄平板热管的发展。随着热管厚度的不断减小，受限空间中吸液芯的输运特性与常规尺度

热管存在较大差异。因此，本文通过数值计算的方法对超薄平板热管内的液体工质输运过程进行了仿真，

分析了液体工质在单层丝网微通道内的流动规律以及壁面因素对弯月面结构和毛细力重构的影响。通过搭

建丝网吸液芯毛细力测试平台开展丝网输运特性测试实验。结果表明本文采用的仿真分析方法对不同目数

的单层丝网毛细力的预测偏差均控制在较小的范围，最大偏差仅为 6.09%，使用该仿真方法可以较为准确

的探究单层丝网吸液芯的输运特性。

关键词：超薄平板热管，毛细力，单层丝网吸液芯，弯月面

0 前言
目前电子元件呈现出微型化、高集成化的趋势[1]，导致了无法避免的高热流密度问题，

这使得传统的空冷和液冷技术已难以满足当前微小电子设备的散热需求。超薄平板热管作为

一种依靠内部工质的相变进行换热的被动封闭装置，其当量导热系数是一般固体导热材料的

数十倍甚至上百倍[2-4]。并且与常规尺度的热管相比，超薄平板热管有着体积小、质量轻、

柔性好的特点，因此被广泛应用于微型电子设备领域。因此设计和研发尺度更薄、传热性能

更好的超薄平板热管已经成为学术界和工业界共同追求的目标。

吸液芯作为热管的核心组成部件，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[5]。热管内部的吸液芯结构具有多种形式[6]，金属丝网因其厚度薄、延展性好、抗挤压

和弯曲等特点，使得金属丝网成为平板热管中最常用的吸液芯结构。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，因此吸液芯的输运特性一直

受到众多专家学者们的强烈讨论与关注。对常规尺度的均温板，多采用多层丝网作为吸液芯

结构，其吸液芯多被当量为多孔介质，输运特征如毛细力的评估、液体工质流阻的计算上大

多按照多孔结构的处理方式来简化[7-11]。在这种情况下，孔隙率是影响毛细输运特性的主导

因素。对于超薄平板热管，由于其总厚度的限制，往往采用单层金属丝网作为吸液芯结构，

因此液体工质只能在单层丝网和壁面形成的孔隙内进行输运，丝网毛细力受壁面的影响作用

加强。常规尺度均温板中可以忽略的因素（如壁面的粘性力、表面张力等）在微小通道内将

会表现得更加明显[12, 13]。在壁面浸润性下吸液芯内的液体分布会受到影响，可能会引起丝网

内毛细力的重构。如果继续使用多孔结构的处理方式，通过多层丝网的传统公式来预测单层

丝网毛细力可能会产生较大偏差。

因此，本文采用正弦交错编织的丝网结构建立了三维的单层丝网模型，并对壁面影响下

的单层丝网模型进行了数值仿真。利用仿真结果对不同瞬态时刻下各孔内弯月面形状进行了

讨论，研究了液体工质在单层丝网微通道内的流动规律以及壁面因素对弯月面结构及毛细力

重构的影响。同时通过搭建单层丝网毛细输运特性的实验测试平台，将实验数据与仿真结果

进行对比分析，验证了数值仿真的准确性。获得的结论可为后续单层丝网毛细力计算公式的

修正和超薄平板热管的优化设计提供相应的参考依据。

1 单层丝网毛细输运特性数值仿真
1.1 热管毛细作用基本理论

当毛细管插入在液体中时，若液体能润湿毛细管壁，液体会沿着毛细管上升。由于表面

张力的存在，整个液体的自由表面呈弯月面，如图 1 所示。由于液面弯曲，使得液面两侧产



生一个压力差 P 。对于呈球形的弯曲液面，可以根据 Young-Laplace 方程求得这个压力差：

2 2 cosP
R r
  

   （1）

式中 为液体表面张力，为接触角， r 为毛细管半径， R 为弯曲液面的有效半径。

对于毛细管来说，这个压差力驱动管内液体上升直至平衡，此时可计算得到毛细管内液

体的上升高度：

2 2 cosh
gR gr
  

 
  （2）

这个高度是由压力差引起的， p 又称为毛细压头，它是热管中的基本推动力，冷凝液

体的回流依靠此力驱动。


图 1 热管吸液芯内弯月面示意图

不同的吸液芯结构，有其不同的有效毛细半径 R 。对于多层丝网来说，传统的经验公式

就是根据 Young-Laplace 的思想，认为工质在每个正方形网孔都有规则的弯月面形态，在任

何时刻其弯月面均为标准的球面。具体表达形式为：

2
W dR 

 （3）

其中W 为丝网间距， d 为丝网直径。

而对于单层丝网来说，一端壁面的存在引起了孔内毛细力的重构，液膜的流动形态并不

符合一维圆柱模型，所以上述公式对单层丝网来讲并不适用。由于工质在网孔内的爬升同时

受管壳壁面浸润性和丝网浸润性两种因素的影响，所以弯月面形状是由这两种因素共同来决

定的，这导致了其形状的不规则。

1.2 物理模型及数值模拟

在真实的平纹编制丝网结构中，细丝直径、丝网的孔径及其褶皱程度在整个丝网面上并

不是相同的，相邻的经线和纬线交错编织形成一个致密的多孔结构。为了方便建模且尽可能

使丝网孔隙形状、孔隙率、整体弯曲程度与实际金属丝网接近，采用如图 2（a）所示的交

错正弦型结构进行金属丝网的建模。丝网模型中的经线和纬线通过圆面沿正弦路径扫掠的方

法得到。圆面的直径为丝网的丝径，正弦路径的振幅为丝径的一半，周期为丝网孔径和丝径

之和。丝网模型在经线和纬线两个方向上，其结构呈周期性变化。为了简化计算，本文在建

模时截取了其中任意一个周期，建立图 3 所示的单层丝网吸液芯毛细力计算模型。

（a）单层丝网扫描电镜图像[14] （b）丝网孔径丝径结构示意图

图 2 单层丝网结构示意图



图 3 单层丝网吸液芯毛细力计算模型

工质液体在丝网空隙中的流动尺度为微米量级，是微小尺度范畴的多相流动。本文使用

FLUENT 中的 VOF 模型对丝网中的液体流动进行模拟，VOF 方法中的控制方程分别为连续

性方程、动量守恒方程和体积分率方程，如公式（4）至（6）。
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式中  是流体的密度， v为流体速度， P 代表压强， stF 表示气液界面处的表面张力，

F 为体积力。

采用基于压力的隐式求解器来求解控制方程，与分离的压力-速度耦合方法相比，基于

压力的耦合方法获得了更好的稳定性。采用压力隐式分裂算子（PISO）算法，通过使用允许

更大时间步长的两步修正方法来更快地收敛。基于最小二乘单元的梯度评估方法用于空间离

散化。使用了二阶迎风格式来离散动量方程，采用实数的双精度表示来减少舍入误差。

模型主要由丝网吸液芯、水槽、管壳和空气腔组成，丝网和外流场左右边界设置为周期

性边界。使用液态水和空气作为计算工质，具体参数设置如表 1 所示。在数值仿真中不考

虑丝网壁面的起伏度和粗糙度，认为丝网壁面是理想光滑和均匀的。接触角在任意时刻保持

不变，且为平衡状态下的静态杨氏接触角，不考虑动态的前进和后退接触角，即不存在接触

角滞后现象。
表 1 计算参数设置

变量 取值

系统温度 0T /℃ 20℃ 

水密度 3
1 /kg m  998.2

水的动力粘度 1 1
1 / kg m s    1.003×10-3

空气密度 3
2 /kg m  1.225

空气动力粘度 1 1
2 / kg m s    1.7894×10-5

大气压力/Pa 101325
水的表面张力系数

-1/ N m  0.07275
壁面接触角 /° 60

1.3 模型验证

1.3.1 网格无关性验证

为提高仿真结果的可信度，有必要对网格独立性进行验证。本文研究的是超薄平板热管

单层丝网毛细输运能力，主要是通过抽吸液体工质的高度来表征丝网的毛细输运性能，因此



选用丝网内工质最终达到的平均液面高度作为网格无关性检验的评判标准，验证结果如图 4
所示。为平衡仿真精度和计算时间，选取 80 万网格数量的模型进行数值仿真。

1.3.2 放大重力检验

丝网目数直接影响丝网吸液芯的毛细力大小，这使得在毛细力作用下的液面上升高度也

存在巨大的差异。但对于液面的上升来说，液面的上升高度远比丝网的尺寸大得多。如果按

照实际重力条件下进行仿真计算，计算难度将异常巨大。为减小计算的难度，本研究通过放

大重力法控制液面上升的高度，即通过加大重力来减小液面的上升高度。并且，通过增大重

力可以缩短液体工质爬升到最高点的时间。

因此，有必要对增大重力模型的毛细力变化情况进行检验，以此来保证仿真结果的可靠

性。使用 300 目丝网，选择 300G、400G、500G、700G 和 1000G 五种不同重力条件下的工

况进行计算，其毛细力和上升高度随不同重力变化如图 5 所示。可以看出，当重力被放大

700 倍以下时，利用液面最大稳态高度求得的毛细压差相差不大，最大为 3186Pa，最小为

3092Pa，相差浮动不超过 3%。最终，为平衡计算精度和仿真时间，选取 500 倍的重力条件

进行数值计算。

图 4 网格无关性验证结果 图 5 重力无关性检验结果

1.4 计算结果及分析

1.4.1 壁面处毛细现象分析

通过对单层丝网内部的毛细现象进行瞬态数值仿真，可以观察到液体工质在丝网内部的

爬升过程，以 300 目丝网的毛细上升仿真结果作为参考。壁面部分的毛细效应应从两个角度

来分析：一个是纯壁面作用的毛细效应，另一个是在挤压作用下丝网与壁面所成孔隙部分的

毛细效应。选取图 6（a）所示的周期单元体，此区域由丝网孔（纯壁面作用）和丝网与壁

面之间的孔组成。现按照图 6（c）所示截取参考截面，对丝网与壁面所成孔隙部分的毛细

效应进行分析。

（a）周期单元体选取 （b）孔隙命名 （c）参考截面位置

图 6 毛细力分析位置示意图

图 7 为不同时刻下截面 1 的气液两相分布云图，蓝色表示水，红色表示空气。图中的

三角形区域即为丝网与壁面所成孔隙部分，其中左边为孔 1，右边为孔 2，液体流动方向沿

y 轴正方向。从图中图 7（1）~（3）可以看出，在丝网和固体壁面的共同作用下，液体工质

以稳定的弯月面姿态均匀上升，直到将孔隙填满。在此过程中弯月面的有效毛细半径近似线

性增大。

当液体到达丝网经纬线相交点所形成的微小夹缝部分时（图 7（5）中黑色矩形框表示



的位置），工质先填满此位置。随后液面迅速调节形成稳定的弯月面图 7（6），一直稳定上

升将孔 2 填满。在将孔 2 填满的过程中弯月面的有效毛细半径近似线性减小。

当工质上升到中心网孔部分时，如图 7 孔 1、孔 2 处弯月面变化 图

8 所示，从截面 2 的相云图可以看出，近壁面的液体高度要明显高于远壁面处，即图中 C 处

的液面高于 D 位置。在该截面上的弯月面高度呈圆弧形状下降，这一形状符合单边亲水下

异形毛细管的假定。从壁面位置的云图中可以看出，由于相邻的正弦型丝径存在半个周期的

相位差，这个相位差导致了工质在上升过程中高度的不对称，出现了一边高一边低的情况，

即图中 A 处的液面高度高于 B 位置。

图 7 孔 1、孔 2 处弯月面变化 图 8 中心网孔气液两相云图

当工质继续上升进入孔 3 时（孔 4 同理），通过图 9 可以看出，随着时间的变化孔隙处

的弯月面并没有在三个角落同时上升，实际上液面是紧贴壁面。如果用三角截面来当量的话

其只满足了两角，不符合异形毛细管理论[15]。

图 9 孔 4、孔 3 处弯月面变化

1.4.2 单层丝网毛细芯输运机制分析

图 10 为水在单层丝网通道内的上升云图，可以看出水在丝网内的上升可以分为三个阶

段，初始上升阶段、爬升阶段和静止阶段。在初始阶段，静水压头非常小，丝网毛细作用大

于重力与粘性力之和，水在紧贴丝网外侧壁面的区域快速爬升，并完全充满丝网与壁面间的

孔隙。进入爬升阶段，随着液面高度的增加，重力的影响开始增大，水的爬升速度逐渐下降。

对于远离壁面的区域，液体工质依靠丝网经纬线交汇或相邻经线间的毛细力获得爬升动力，

其毛细力明显小于靠近壁面的区域。随着水的继续爬升，流动到达静止阶段，液体上升速度

逐渐减小为 0，液面到达最高高度。

图 10 液体工质爬升过程

由于丝网周期性分布的结构特点，取图 6（a）所示的一个单元体高度，对其进行毛细

芯输运机制的分析。可以将工质在一个单元体内的上升过程分为四个阶段，每四个阶段为一



个上升周期。

图 11 为第一阶段示意图，此时工质上升到孔 1 中段位置，孔 1 部分的弯月面实现毛细

力、重力与粘性力的力学平衡，液面处于稳定状态（图 11 中 A 区域）。工质沿着孔 2 的缝

隙不断爬升，孔 2 部分的毛细效应使初始时平缓的弯月面开始折叠变形，整体弯月面的曲率

逐渐增大。在此过程中整体单元体弯月面的几何结构由孔 1、孔 2 以及纯壁面三部分共同组

成。工质在将孔 2 填满后，又继续紧贴丝网表面流动了一段距离，弯月面趋于平缓，曲率略

有减小，最终液面高度处于稳定状态（图 11 中 B 区域）。

图 11 第一阶段弯月面变化

当 B 区域的液面稳定后，A 区域的液面继续紧贴壁面上升，到达孔 3 区域，如图 12 第

二阶段弯月面变化所示。液面到达孔 3 区域时形成了一个微小的高曲率弯月面，这一高曲率

弯月面表现出良好的毛细效应，带动了液面在壁面和孔 1 内整体的上升，并逐渐将孔 1 和丝

网孔填满。在这一阶段，由于工质已经将孔 2 填满并离开孔 2 进入中心网孔区域，所以单元

体内弯月面的几何结构由壁面和孔 1 组成。

图 12 第二阶段弯月面变化

在第三阶段，液体工质将孔 1 填满后开始进入孔 3 区域。由图 9 所示的孔 3 处的弯月

面变化可以看出，液面没有沿着三角形通道的三个顶点上升，弯月面首先出现在靠近壁面的

部分，液体的毛细上升过程仍然由壁面作用主导。随后液面最高点进入对称单元的孔 1 区

域，在此区域内弯月面曲率很大，表现出良好的毛细性能，同时在壁面毛细力的作用下，带

动液面完全穿过孔 3 区域。在这一过程中弯月面的几何结构仍然由孔 1 和壁面组成。

图 13 第三阶段弯月面变化

随后进入第四阶段，液面在相邻单元的孔 2 区域上升，但总体弯月面曲率变化不大，液

面上升缓慢，最终液面稳定在初始状态，至此工质在单个丝网孔内的流动实现了一个完整周

期。此过程单元体弯月面的几何结构由孔 1、孔 2 以及纯壁面三部分共同组成。



图 14 第四阶段弯月面变化

通过分析不同时刻的液膜形状，可以看出工质液体在丝网孔隙中的爬升过程是有规律的

而且呈周期性变化的，无论初始条件如何改变，弯月面最终都会稳定在其中一种形态上。这

说明工质在爬升过程中，液膜内部是存在着一定的自我调节能力的，这种自我调节能力会使

液面在任何时刻均有向某一稳定形态发展的趋势，最终达到该稳态。

2 单层丝网毛细抽吸特性实验验证
2.1 实验件的处理

本文实验中选择紫铜 C1020 为毛细芯材料，其导热性能好，耐腐蚀性强，是热管普遍运

用的毛细芯材料之一。选择无氧紫铜为管壳材料，其导热能力强、化学性质稳定、具有良好

的焊接性，并且加工成本比较低廉。在实验前需要对实验件的表面进行亲疏水的改性处理，

使水在丝网表面的浸润性发生变化，以改变丝网的毛细输运特性。具体的操作步骤包括实验

件的清洗、热压、改性以及接触角的测量。

1. 清洗：使用丙酮、稀硫酸、无水乙醇和离子水对丝网和管壳实验件进行清洗，去除铜

表面附着的杂质氧化物、有机油污以及粉尘颗粒。

2. 焊接：使用真空扩散焊接的方式将铜质管壳与金属丝网进行焊接。真空扩散焊对通

道畅通性的影响较小，对于使用金属丝网作为吸液芯的平板热管能够较为完整地保持通道结

构的完整性。

3. 改性：本文选择对实验样件进行化学方法改性，参考杨茂飞[16]对紫铜结构的改性处

理，在碱性环境下，使铜表面被化学氧化，再高温分解，使紫铜表面生成致密的纳米结构，

改变管壳和紫铜丝网对水的浸润性。

4. 测量：使用接触角测量仪对改性后的紫铜样件的接触角进行测量。

根据杨-拉普拉斯方程，在对毛细力求解时需要获得液体的表面张力系数，本文利用座

滴法对常温下去离子水的表面张力进行测量，测量结果如表 2 所示。经过计算得到表面张

力的平均值为 70.03mN/m，经查表，20℃时水的表面张力系数为 72.75mN/m，百分误差约为

2.8%。
表 2 表面张力测量值

编号 体积（μL） 温度/℃  （mN/m） 形状系数

1 10 20 71.08 0.54
2 10 20 70.86 0.54
3 9.9 20 69.87 0.55
4 10 20 70.00 0.54
5 10.1 20 69.09 0.55
6 10.1 20 69.30 0.55

2.2 实验系统设计

本研究选取的实验方法为静态高度法，即通过观测液体工质在毛细力的作用下上升到稳

态状态的高度来表征丝网的毛细性能。其原理同毛细管原理相似，为将丝网毛细芯没入水槽

中，在静态水压与毛细力的作用下水会沿着单层丝网上升，Holley 等[17]研究工质在多孔介质

的上升过程，认为在弯月面的上升过程中吸液芯的毛细力必须满足：

c hl fP P P     （7）
其中 hlP 为静水压力， fP 为摩擦阻力，展开得到公式

2

eff

hdh gh
R Kdt
 

  （8）

式中 为液体表面张力， effR 为吸液芯的有效毛细半径， h 为上升高度，  为液体工质



的动力粘度， 液体工质的密度，K 为形状因子，g 为重力加速度。随着抽吸高度的上升，

静水压力增大，速度减小，粘性阻力减小，当液面达到最高时，液面即达到稳态平衡，不再

上升。此时由于速度梯度为 0，粘性阻力忽略不计，因此吸液芯的毛细性能可以由液面达到

的最高稳态高度来表征。实验系统示意图如图 15 所示，实验在环境温度为 20± 0.1℃的环

境空间进行，为了进一步减小液膜在上升过程中的蒸发损失，选择将实验装置置于由透明有

机玻璃材质所组成的密闭空间。虚线部分即表示实验装置通过透明有机玻璃密封住，透明密

封装置确保测试空间几乎被水蒸汽所饱和，因此可以忽略毛细管上升过程中水的蒸发。

图 15 毛细测试实验示意图

2.3 实验结果及数据分析

2.3.1 不确定度分析

本实验中高度的不确定度由以下几方面组成，首先是精密刻度尺的测量，不确定度为±

0.1mm。对于实验件由于焊接精度的影响，存在工质在上升中在某些孔隙内没有填满的情况，

对总体高度会有轻微影响，此不确定度在± 0.8%。由于温度的变化，去离子水粘度的不确定

度为± 1.5%，密度的不确定度为± 0.1%。给定的表面张力存在误差，利用悬滴法测量表面张

力的测量误差为± 0.5%，结合表面张力的测量实验结果，表面张力的不确定度为 2.3%-3.3%。

计算参数的不确定度根绝 Moffat R J[18]的公式进行计算：
1

2 2

1

N

i
i i

RR V
V

 


  
   

   
 （9）

式中 R 为参数 R 的不确定度， iV 为自变量参数， iV 为自变量的 iV 的不确定度。

通过计算可得上升高度 H 的不确定度为 1.87%-2.69%，在误差允许的范围之内。

2.3.2 计算结果验证

本实验的浸润深度取 1mm，如图 16 所示。对于目数较少的丝网吸液芯实验件，水在丝

网的高毛细作用下迅速爬升。当丝网目数较高时，尽管毛细力大，但渗透率低，水在丝网内

的流动阻力加剧，平衡则需要更长的时间。

图 16 不同目数丝网液面上升高度

将实验结果分别与仿真结果和多层丝网的毛细力公式计算结果进行对比，如图 17 所示。

可以看出使用多层丝网毛细力预测公式获得的结果在丝网目数较小的情况下与实验值之间

相差较小，然而，对于高目数丝网毛细力的预测会产生明显的偏差，在 300 目时两者之间的



差距达到 22.3%。结果表明，对于目数较高的单层丝网毛细力的预测，使用多层丝网的传统

公式的确会产生较大的偏差。对于 120、150 目的丝网，数值仿真结果略低于实验值，在 180
目及以上的毛细力预测值高于实验结果，但总体偏差均控制在较小的范围，最大偏差为

6.09%，该仿真结果具有较高的准确性，使用该仿真方法可以较为准确的探究单层丝网吸液

芯的输运特性。

图 17 实验与仿真结果对比

3 结论
本文着眼于超薄平板热管单层丝网吸液芯的输运能力，通过数值计算的方法对超薄平板

热管内的液体工质输运过程进行了仿真。讨论了不同时刻丝网孔内的弯月面形状，并针对液

体工质在单层丝网微通道内的流动规律以及壁面因素对弯月面结构和毛细力重构的影响进

行了分析。同时通过实验的方法验证了仿真方法的准确性，获得的主要结论有：

1. 不同于多层丝网吸液芯，单层丝网吸液芯内壁面的浸润性会使近壁端的毛细力发生

重构。壁面与丝网所成孔隙部分的弯月面曲率很大，使得靠近壁面处的毛细力增加，从而提

高整个丝网吸液芯的毛细输运能力。

2. 液体工质在丝网孔隙中的爬升过程是有规律的而且呈周期性变化的，液体工质在爬

升过程中，液膜内部是存在着一定的自我调节能力的，这种自我调节能力会使液面在任何时

刻均有向某一稳定形态发展的趋势，最终达到稳态状态。

3. 在对目数较高的单层丝网吸液芯毛细力的预测时，使用多层丝网的传统公式会产生

较大的偏差。本文通过数值仿真获得的毛细力预测结果偏差均控制在较小的范围，最大偏差

仅为 6.09%，该仿真结果具有较高的准确性，使用该仿真方法可以准确的探究单层丝网吸液

芯的输运特性。
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摘要：针对移动床型余热回收换热器，构建了密集颗粒绕流换热管的 CFD-DEM 耦合计算模型，研究

了颗粒表面粗糙度对颗粒绕流换热管传热特性的影响。结果表明，随着颗粒间静摩擦系数增大，换热

管平均热流量及换热管平均有效传热系数减小。当颗粒间静摩擦系数由 0.05 增加至 0.3 时，换热管平

均热流量由 142.22 W 减小至 139.03 W，减少了 2.24%；换热管平均有效传热系数从 239.99 W/(m2∙K)

减小至 234.59 W/(m2∙K)，减少了 2.25%。颗粒间滚动摩擦系数对密集颗粒流绕流换热管传热的影响并

不明显。

关键词：表面粗糙度，密集颗粒，传热特性，CFD-DEM

0 前言

“双碳”目标的提出，对全国能源行业产生了重大影响。在工业耗能中有至少 50%
的耗能转化为载体不同、温度不同的工业余热，而我国工业余热的回收利用率仅有

30%[1]。实际工业过程中每年都会产生大量蕴含丰富余热资源的固体颗粒，2019 年电力、

热力生产和供应业产生的粉煤灰和炉渣有 6.34×1011 kg，产生的黑色金属冶炼废渣有

3.6×1011 kg[2]。这些固体颗粒形状各异、表面粗糙程度不一，但含有较丰富的余热资源。

而移动床换热器在颗粒换热方面不会引起额外的热损失，且运行成本低[3]，可以较好回

收这部分余热，已经引起了学者们的广泛关注[4-6]。

颗粒的物理参数会影响其在换热器内的传热特性。而现有研究主要关注于颗粒粒

径、颗粒密度、杨氏模量等颗粒本身的物理属性对颗粒传热特性的影响[7-10]，对静摩擦

系数、滚动摩擦系数等表面特性参数对颗粒传热特性的研究尚处于起步阶段[11-12]。

根据前人[13-15]的研究，颗粒表面粗糙度可以用颗粒间静、动摩擦系数表征，且给出

了颗粒粗糙度与摩擦系数间的计算公式，方便开展相关模拟计算。针对移动床型余热回

收换热器，基于 CFD-DEM 方法，建立了密集颗粒流绕流换热管的流动传热模型，研究

了颗粒表面粗糙度对密集颗粒传热特性的影响，以期为固体颗粒余热回收技术提供理论

支持，为减少碳排放、提高余热利用率、解决全球能源问题贡献力量。

1 模型建立与验证

1.1 物理模型

基金项目：山东省自然科学基金(ZR2020ME176 和 ZR2020ME182)



实际高温固体颗粒绕流换热管的流动换热过程十分复杂，对其进行数值模拟时，综

合考虑运算精度和运算时间，对物理模型做了如下简化：

(1)根据前人研究，模型中颗粒简化为直径 dp为 3 mm 的均匀球型颗粒；(2)简化颗粒

实际接触传热为气膜接触[16]导热；(3)根据 Christine 等[16]的研究，在颗粒粒径不大时，

忽略气相对流换热，只考虑颗粒内部导热、颗粒与接触面的导热、气膜导热、辐射换热；

(4)换热器前后壁面设置为周期性边界条件。建立物理模型示意图如图 1(a)所示。换热器

模型尺寸如表 1 所示。

(a) 物理模型示意图 (b) 模型填充示意图

(a) Physical model schematic (b) Model filling schematic

图 1 传热模型示意图

Fig. 1 Heat transfer model schematic

模型长度 L、宽度 W、高度 H 分别设置为 80 mm、12 mm、340 mm，换热管直径 D
为 20 mm。颗粒采用先填充再流动的方式。颗粒填充前将托板置于换热管上方，由换热

器上方向下填充颗粒，直至颗粒填满上方空间，如图 1(b)所示。颗粒填充完毕后，托板

以 20 mm/s 的速度流过换热管，随后以 2 mm/s 的速度匀速移动至换热结束。

1.2 数学模型

颗粒与颗粒之间、颗粒与换热器之间的实际传热过程很复杂，参考武锦涛[16]等人的

研究，简化实际接触传热为气膜接触传热，基于此，颗粒接触时发生的传热过程如图 2
所示。由于颗粒粒径很小，忽略了颗粒和空气间的对流换热 Q5，只考虑颗粒内部导热

Q1、颗粒与接触面的导热 Q2、气膜导热 Q3、及颗粒与颗粒和换热管的辐射换热 Q4。

由傅里叶定律计算颗粒内部导热热阻 R1及气膜接触导热热阻 R3，如式(1)、(2)所示。

式中，q 为颗粒换热过程热流密度，W/m2；T 为颗粒温度，K；λp为颗粒导热系数，W/(m∙K)；

rp为颗粒半径，m；α为气膜起始角，β为气膜终止角；lij为颗粒与颗粒球心之间或颗粒

球心与换热管之间的距离，m；λa为气体导热系数，W/(m∙K)。
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Q1 颗粒内部导热；Q2 颗粒接触导热；Q3 颗粒气膜导热；Q4 颗粒辐射换热；Q5 对流换热

图 2 颗粒传热方式

Fig. 2 Particle heat transfer method

根据 Vargas 等[18]的研究，颗粒接触导热热阻 R2如式(3)所示。
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式中，rp为颗粒半径，m；λp为颗粒导热系数，W/(m∙K)；Fn为颗粒接触面所受法向

力，N；Eeq为颗粒的杨氏模量，Pa。
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颗粒与颗粒间和颗粒与换热管间的角系数计算公式如式(4)所示，颗粒辐射热阻 R4

计算公式如式(5)所示。

式中，Xij为颗粒 i 与颗粒 j 的角系数；ri为颗粒 i 的半径，m；rj为颗粒 j 的半径，m；

p-p 表示颗粒与颗粒间，p-t 表示颗粒与换热管之间；εi为颗粒 i 的发射率；εj为颗粒 j 的
发射率；Ti为颗粒 i 的温度，K；Tj为颗粒 j 的温度，K。
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考虑上述传热过程，颗粒与颗粒间的总传热热阻可以由式(6)表示，颗粒与壁面之间

的总传热热阻由式(7)表示。

1.3 初始条件与边界条件

模拟所使用的参数如表 1 所示。设置颗粒初始温度为 1073K，换热管初始温度为

298K，模型前后壁面设置为周期性边界，其余壁面设置为绝热壁面。

表 1 模拟使用的参数

Tab. 1 Parameter usd in simulation

参数 数值 参数 数值

颗粒密度/ kg∙m-3 2848 换热管密度/ kg∙m-3 7850
颗粒泊松比 0.25 换热管泊松比 0.3

颗粒杨氏模量/ Pa 5.5×108 换热管杨氏模量/ Pa 1.8×1011

颗粒比热容/ J∙(kg∙K)-1 1210 换热管比热容/ J∙(kg∙K)-1 460
颗粒热导率/ W∙(m∙K)-1 0.55 换热管热导率/ W∙(m∙K)-1 15
颗粒间碰撞恢复系数 0.3 颗粒-换热管碰撞恢复系数 0.5

颗粒-换热管静摩擦系数 0.1 颗粒-换热管滚动摩擦系数 0.1

1.4 研究参数

颗粒在下落过程中会产生滑动和滚动运动。静摩擦系数表示材料发生平动运动时受

阻程度的参量，为表述明确，本文颗粒间静摩擦系数用 Sf来表示。研究颗粒间静摩擦系

数为 0.05、0.075、0.1、0.2、0.3 时对颗粒流绕流换热管时的换热特性影响。

滚动摩擦系数是表征材料发生滚动相对运动受阻程度的参量。本文用 Rf来表示滚动

摩擦系数。研究颗粒间滚动摩擦系数在 0.1、0.2、0.3、0.4、0.5 时对颗粒流绕流换热管

换热特性的影响。

1.5 模型验证

CFD-DEM 模型的准确性需要进行验证。在填有直径为 3 mm 的二氧化硅颗粒的填

充床中埋入直径 2 mm 的磷青铜球颗粒，颗粒初始温度为：二氧化硅颗粒 25 ℃，磷青铜

球颗粒 180 ℃，床内的空气温度为 25 ℃，速度为 0.43 m/s。同时比较了 Qiu 等[19]的模拟

值和 Collier 等[19]的实验值结果，磷青铜球的冷却过程如图 3 所示。由图可知，颗粒冷却



模拟的温度变化结果与其他人模拟结果十分相似，CFD-DEM 模型准确性得到了验证。

图 3 模型验证

Fig. 3 Model validation

1.6 主要评价指标

(1) 换热管平均热流量

换热管传热能力用换热管平均热流量Фa来评价。如式(8)所示。
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式中，Фa为换热管的平均热流量，W；Фt是第 t 秒的换热管热流量，W；Δt 是一段

时间间隔。

(2) 换热管平均有效传热系数

某一时间段内换热管与颗粒流换热情况用换热管平均有效传热系数 h 来评价。如式

(9)所示。
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式中，h 为颗粒与换热管的平均有效传热系数，W/(m2∙K)；Tin为换热管入口颗粒温

度，K；Ttube为换热管表面温度，K；S 为换热管表面换热面积，m2。

2 结果与分析

2.1 颗粒间静摩擦系数对传热特性的影响

颗粒间静摩擦系数对颗粒流温度分布的影响如图 4 所示。由图可知，低温颗粒主要

集中于换热管下方区域，且随着颗粒间静摩擦系数增大低温颗粒数量减少。这是因为随

颗粒间静摩擦系数增大，换热管两侧的颗粒较难滑动，换热管下方的颗粒塌陷形成空区。

而随着颗粒间静摩擦系数大，空区区域也变大，颗粒与换热管相隔，接触变差，颗粒与

换热管换热变差，因此较大静摩擦系数下，换热管下方低温颗粒减少。

随着颗粒间静摩擦系数增大，颗粒最高温度由 999.3 K 减小至 995.9 K，减小了

0.34%；最低温度由 951.0 K 减小至 946.8 K，减小了 0.44%；颗粒最大温差由 48.3 K 增

大至 49.1 K。颗粒间温差变化并不大。颗粒间静摩擦系数影响了空区区域和颗粒堆积，



导致床层颗粒温度分布不同，但对颗粒最高、最低温度和温差影响较小。

(a)Sf=0.05 (b)Sf=0.075 (c)Sf=0.1

(d)Sf=0.2 (e)Sf=0.3

图 4 颗粒间静摩擦系数对颗粒流温度场的影响

Fig. 4 Effects of static friction coefficient on particle flow temperature field

(a) 换热管热流量随时间变化 (b) 换热管平均热流量

(a) Heat flow rate of the heat exchanger tube over time (b) Average heat flow rate of the heat exchanger tube

图 5 颗粒间静摩擦系数对换热管热流量的影响

Fig. 5 Effects of particle static friction coefficient on heat exchange tube heat flux

颗粒间静摩擦系数对换热管热流量的影响如图 5 所示。由图 5(a)可知，随时间增加，

换热管热流量都表现出先短暂上升再下降最后趋于稳定的波动状态。静摩擦系数 Sf=0.05
的换热管热流量曲线位于所有热流量曲线的最上方，而静摩擦系数 Sf=0.3 的换热管热流



量曲线位于最下方。由图 5(b)可知，随着颗粒间静摩擦系数的增加，换热管平均热流量

下降，由 142.22 W 减小至 139.03 W，减小了 2.24%。

图 6 颗粒间静摩擦系数对平均有效传热系数的影响

Fig. 6 Effects of particle static friction coefficient on average effective heat transfer coefficient

颗粒间静摩擦系数对换热管平均有效传热系数的影响如图 6 所示。由图可知，随颗

粒间静摩擦系数的增加，换热管有效传热系数减小，从 239.99 W/(m2∙K)减小至 234.59
W/(m2∙K)，减小 2.25%。较大的颗粒间静摩擦系数导致颗粒流动性差，颗粒在管周围停

留时间较长，且换热管平均热流量减少，因此换热管有效平均传热系数减小。

2.2 颗粒间滚动摩擦系数对传热特性的影响

(a)Rf=0.1 (b)Rf=0.2 (c)Rf=0.3

(d)Rf=0.4 (e)Rf=0.5

图 7 滚动摩擦系数对颗粒温度场的影响

Fig. 7 Effects of rolling friction coefficient on particle temperature field



颗粒间滚动摩擦系数对颗粒温度场的影响如图 7 所示。由图可知，随着颗粒间滚动

摩擦系数增加，换热管下方低温颗粒数量稍有增加。此后随颗粒间滚动摩擦系数的增大，

颗粒温度变化不明显，温度分布基本一致。

颗粒间滚动摩擦系数对热流量的影响如图 8 所示。由图 8(a)可知，随时间增加，换

热管热流量先大幅增大随后逐渐降低，最后呈现平稳的波动状态。不同滚动摩擦系数的

热流量线高度重合，变化情况无明显差别。由图 8(b)可知，随颗粒间滚动摩擦系数增大，

换热管平均热流量无明显变化趋势。换热管平均热流量由 140.84 W 减小至 140.83 W。

(a) 换热管热流量随时间变化 (b) 换热管平均热流量

(a) Heat flow rate of the heat exchanger tube over time (b) Average heat flow rate of the heat exchanger tube

图 8 颗粒间滚动摩擦系数对热流量的影响

Fig. 8 Effects of particle rolling friction coefficient on heat flux

图 9 颗粒间滚动摩擦系数对平均有效传热系数的影响

Fig. 9 Effect of particle rolling friction coefficient on average effective heat transfer coefficient

图 9 为颗粒间滚动摩擦系数对换热管平均有效传热系数的影响，如图所示，随着颗

粒间滚动摩擦系数增大，平均有效传热系数未呈现出明显的变化趋势。换热管平均有效

传热系数由 237.66 W/(m2∙K)减小至 237.64 W/(m2∙K)。换热管最大平均有效传热系数与最

小平均有效传热系数之间的相对误差小于 0.14%，因此，可认为颗粒间滚动摩擦系数对



换热管的平均有效传热系数无明显影响。

3 结 论

基于 CFD-DEM 方法，数值模拟研究了颗粒表面粗糙度对高温固体颗粒绕流换热管

时传热特性的影响，结论如下。

（1）颗粒间静摩擦系数逐渐增大时，换热管底部空区增大，颗粒最高温度及最低

温度均减小，颗粒温差增大；换热管平均热流量不断减小；换热管平均有效传热系数减

小，余热回收效率降低。颗粒最高温度由 999.3 K 减小至 995.9 K，最低温度由 951.0 K
减小至 946.8 K，颗粒最大温差由 48.3 K 增大至 49.1 K；换热管平均热流量由 142.22 W
减小至 139.03 W，减小了 2.24%；换热管平均有效传热系数从 239.99 W/(m2∙K)减小至

234.59 W/(m2∙K)，减小了 2.25%。

（2）随着颗粒间滚动摩擦系数增大，颗粒的最高温度、最低温度及颗粒温差均未

见明显影响；换热管热流量曲线高度重合，换热管平均热流量和换热管平均有效传热系

数没有明显改变，余热回收效率未见明显影响。换热管平均热流量由 140.84 W 减小至

140.83 W，换热管平均有效传热系数由 237.66 W/(m2∙K)减小至 237.64 W/(m2∙K)。
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摘 要 近年来有机固废的增加呈现出惊人的增长趋势。通过利用生物质材料制备多功能钙基催化剂

用于木质素类有机固废生产富氢燃气不仅有利于减少污染物排放，而且有利于生产绿氢，是一種有效

的资源化利用方式。本研究对废蛋壳和废木材进行了工业分析，元素分析，GC-MS 以及热重分析。本

文以废蛋壳为原料制备了 NiCaFeOx 催化剂，并将其用于废木材空气、空气-蒸汽气化制氢。采用 x 射

线衍射、BET、SEM-EDS、CO2-TPD、H2-TPR 和 TG 对吸附剂和催化剂的性能进行了表征。结果表明，

NiCaFeOx 催化剂上形成了堆叠的双孔径结构。废木材气化后气体产物中 CO2 含量有效控制在 1.86 ~

11.29 vol.%，气体产物中 H2含量达到 64.49 %。该项工作通过“以废治废”的绿色化学理念为绿色制氢

工艺提供了一种可行的方法。

关键词 木质生物质，有机固废衍生催化剂，空气气化，空气-蒸汽气化，富氢燃气

0 前言

由于世界人口、城市化和工业化进程，产生的有机固体废物量迅速增加，预计到

2050 年将达到每年 34 亿公吨 (MT) [1]。其中，全球对鸡蛋的大量消费产生了大量蛋

壳，被列为食品加工业十大废弃物之一[2]。废木料也是典型的有机固体废物，因木屑、

锯末、树枝等废木制品在木材工业中常得不到充分利用，导致在世界范围内年产量极大

[3]. 事实上，基于木质素类有机固废通常被认为是更清洁的燃料，因为它含有比化石燃

料低得多的硫含量，而蛋壳是一种常见的生物材料，可以衍生成主要由碳酸钙组成的

CaO (85– 95%) 并具有出色的 CO2吸收能力。利用生物材料作为能源和化学品的替代资

源是实现可持续发展的必经之路[2]。因此，固体废物管理和适当的技术选择对于有机固

体废物的利用至关重要。

氢被认为是最好的能量载体，是一种很有前景的替代燃料[1]。然而，目前的制氢原

料仍基于煤炭、石油等化石燃料及其衍生物，这不利于减少温室气体(GHG)排放[3]。从

可持续的角度来看，开发和促进可再生资源的作为氢载体是一个关键问题。生物质制氢

的方法有多种，如热解 (PY)、蒸汽气化(SG)、空气-蒸汽气化（ASG）、化学链(CL)等[4，
5]。其中，其中 AG 是一种简单可行的制氢方法。它直接使用空气作为载气，而不是惰

性气体如 N2或 Ar。氧化反应的放热性质作为内部能量补充，使其比 PY 和 SG 更高效，

更简单。ASG 的价值已被许多模拟研究证实，其不仅比 AG 产生更多的 H2产量，而且



具有比 AG 更高的碳转化效率[6]。此外，据报道，ASG 的 H2产量与 SG 相当，同时比

后者消耗更少的能源[7, 8]。基赫杜等人。比较了空气-蒸汽和空气-气化的结果，得出结

论，ASG 的碳转化效率 (CCE) 达到 91.5%，比 AG 高 7.2% [9]。然而，许多对 ASG
的研究主要集中在非催化 ASG 及其动力学和能量经济分析，而关于催化 ASG 的报道

很少。

在此过程中，根据勒夏特列原理，可促进水汽变换(WGS)反应使反应平衡向产氢增

大方向转移。CaO 基吸附剂是目前最流行的吸附剂之一，因为它具有高的 CO2容量、丰

富的天然资源和相当低的价格。蛋壳的主要成分是碳酸钙(85- 95%)，它具有所有 CaO 吸

附剂中优异的 CO2 吸收能力[10]。这些废蛋壳是制备钙基催化剂环保且经济的原料。有

报道称，经过多次煅烧和碳化循环后，蛋壳衍生 CaO 吸附剂的 CO2吸收能力在稳定性方

面优于石灰石和贻贝[10]。Shakirudeen 等人利用废蛋壳作为床层填料捕集蒸汽气化过程

中的 CO2，在 650℃时 CO2最小体积浓度降至 3.3%，最大氢浓度达到 78%[11]。此外，

由于 Ni 等过渡金属具有良好的 C-H 和 C-C 键活化性能，因此对木质生物质制氢是必需

的[6]。
然而，这些工作主要集中在如何调整吸附剂的性能，将废蛋壳作为原料制备钙基催

化剂生物质非原位气化制氢和 CO2固定的多功能催化剂的报道很少。因此，本研究开发

了一种廉价高效的 NiCaFeOx 催化剂，用于木质素类有机固废气化制富氢燃气。定量分

析了温度和持续气化时间对木材生物质气化重整的影响。建立了实验室规模的有机固废

气化制氢装置，并测试了固废材料衍生的催化剂的性能。

1 实验部分

1.1 实验物料

废蛋壳收集于广东工业大学学生食堂，废木材样本采集于广东工业大学大学城校

区，被用于生产富氢气体。Mn 和 Ni 的硝酸盐被用作金属源化合物。所有试剂均为分

析纯。

1.2 催化剂制备

首先，以废蛋壳为原料制备 CaO。收集的废蛋壳用去离子水清洗，在 150 oC 干燥 4
h，在空气气氛下在 900 oC 下煅烧 3 h，得到废蛋壳衍生的氧化钙，记为 E-CaO。

随后通过使用 E-CaO 通过共沉淀法合成 NiCaFeOx 催化剂。取一定量的 Ni(CH3

COO)2
.4H2O、Fe(NO3)3

.9H2O 、聚乙二醇-4000(PEG-4000)、可溶性淀粉和 E-CaO 分别

用去离子水溶解。将这些水溶液混合并在室温下剧烈搅拌 10 分钟. 然后在剧烈搅拌下将

混合物缓慢滴入一定浓度的 NaOH 水溶液中，然后超声处理 20 分钟。在 90oC 下加热并

剧烈搅拌 4 h，然后当温度降低到 60oC ，停止搅拌并保持 12 h。随后将形成的沉淀物用

去离子水洗涤过滤 3 次。将获得的滤饼在 120oC 下干燥 6 小时，并在空气气氛下在 800
oC 煅烧 3 小时。得到 NiCaFeOx (30 wt.% NiO, 50 wt.% CaO, and 20 wt.% Fe2O3)
催化剂。

基金项目：（广东省自然科学基金面上项目 (No. 2021A1515011744)）



1.3 催化剂表征

采用 PARR 6400、GB/T212-2008 和 Elementar vario EL cube 分别测量废木材的热值、

元素分析和有机元素分析。结果列于表 1 。X 射线粉末衍射光谱（XRD）由 XRD Rigaku
Ultima IV（日本）粉末衍射仪仪器实施以确定样品相。在 Thermo Scientific K-Alpha XPS
上进行 X 射线光电子能谱(XPS)分析，以探索催化剂的价态分布。Brunauer-Emmett-Teller
(BET) 通过 Mike Tristar II 3flex 设备进行，以获得比表面积和孔结构数据。场发射扫描

电子显微镜(FESEM) (Hitachi Regulus 8100) 用于研究样品的表面形貌和元素分布。使用

TGA5500 热重分析仪在空气气氛下研究废木材的气化分解情况。通过 TGA5500 热重

(Air-TG)分析仪在空气气氛中以 10oC/min 的加热速率从 50 oC 至 900 oC 测试废催化

剂上的碳沉积。

1.4 实验装置

在 A 炉(加热区域 30 cm)中，将 3g 废木材粉碎，放入定制的石英管中(内径:12mm，

总长:50cm)。反应器两端用石英棉覆盖用于保温。将新鲜样品(0.3 g NiCaFeOx)放入 B 炉，

在注入氧化剂（H2O，O2）之前，在 800℃下 H2气氛下还原 30 min。用 N2作为吹扫气

去除反应器中残留的 H2。空气流量为 100 ml/min，H2O 体积流量为 3 ml/min。气样袋收

集气相产物在气相色谱仪(GC-2014c 岛津)离线检测。

图 1 木质素类生物质气化制氢实验装置图.

2 结果与讨论

2.1 催化剂物相分析

对新鲜样品进行 XRD 分析，确定蛋壳衍生 CaO 和 NiCaFeOx的物相(图 2(a))。CaO
样品结晶度好，不含杂质。2θ= 32.20o、37.36o、53.86o、64.16o、67.38o和 79.66o处的衍

射峰属于 CaO 的(111)、(200)、(220)、(311)、(222)和(400)晶面。在加入 Ni 和 Fe 促进剂

后，合成的NiCaFeOx催化剂显示出多种相，部分CaO晶相转变为其他形式，仅留下(111)、
(200)和(220)晶面。峰强度明显减弱，说明 Ni 和 Fe 物质可能有一定的减小晶粒尺寸的作

用。在 2θ = 37.25o(111)、43.29o(200)、62.88o(220)、75.41o(311)和 79.41o(222)时，被识别



为 NiO 相，是活性金属 Ni 还原前的相，其中(111)和(200)为主要晶面。其中 Ni(111)晶面

被认为是最稳定和催化活性的表面之一[13]。Fe2O3相分别为 2θ=24.15o(012)、33.16o(104)
和 62.43o(214)。同时，检测到 Fe 与 Ni、Ca 相结合形成尖晶石相。NiFe2O4 相在 2θ= 

37.33o(222)、43.38o(400)、53.83o(422)和 79.60o(444)处检出。Ca2Fe2O5相在 2θ= 22.810、

24.11o、29.22o、31.95o、33.57o、34.23o、41.25o、43.49o、48.29o、52.40o和 57.88o处的峰

分别为(101)、(040)、(131)、(002)、(210)、(022)、(231)、(161)、(222)、(033)和(143)。
这些尖晶石相的信号较弱，大部分被 NiO 和 CaO 主峰淹没，说明 NiFe2O4和 Ca2Fe2O5

是细小颗粒或高度分散在催化剂表面。这些形成的 Fe 物种与氧结合后形成载氧体的对脱

氢和积碳气化有一定促进作用。
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图 2 (a) E-CaO 和(b) Ni1.5Ca4.0Mn1.0Ox 催化剂的 XRD 谱图和孔径分布图

2.2 催化剂的孔结构及表面形貌分析

CaO和NiCaFeOx的孔径分布如图 2(b)所示，相应的纹理参数汇总如表 2所示。E-CaO
样品呈现单孔径结构，而 NiCaFeOx在加入 Ni 和 Fe 后，出现了明显的双孔径分布结构。

这种特殊堆叠孔的形成是由于掺杂 Ni 和 Fe 物种后由于颗粒的形状和尺寸的差异所引起

的“拱桥效应”。这种双孔径结构结合了介孔(2-50 nm)和大孔(50 nm)的优点，介孔提供

的大的内表面不仅有利于提高 H2、CO、CO2、CH4等小分子产物的选择性，同时大孔有

利于废木材分解后所产生体积较大的反应产物（如：烟气）的扩散。此外，这些粗大的

孔隙可能有助于降低床层压降以及减缓催化剂床由于完全氧化等放热反应产生的局部过

热，确保催化反应稳定进行。因此，这种催化剂的多功能可能适合于复杂原料下的气化

制氢。

新鲜样品和使用后样品的表面形貌如图 3 所示。新鲜废木材呈块状扁平结构，粒径

在 60 ~ 100 μm 左右，废木材灰分形态多样，除了块状的形貌，还存在大量的纳米级粒

子。反应后，这些残余颗粒(图 3(d))由无机矿物组成。除部分碳渣外，废木材中检测到

的元素(图 4(c))分别为 Al、Si、K、Mg 和 Ca。在 900℃下煅烧获得的 E-CaO 为微米级的

块状结构(图 3(b))。在这些大块状颗粒上还形成了一些纳米级颗粒，这有利于提供更高

的比表面积来增强对 CO2 的吸附。NiCaFeOx 表现出均匀的纳米级的颗粒，同时孔隙较

大，有利于 CO2 扩散到内部，提高碳酸化的程度(图 7(c))。各元素均匀分布在催化剂表

面(图 3(d))。与图 3(b)和(c)相比，当 E-CaO 中被 Ni 和 Fe 组分掺入后，粒径和表面形貌



得到显著改善。这表明掺杂一定量的金属可能是合成高质量 CO2吸附剂的可行方法。
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图 3 (a)新鲜防风林; (b)新鲜 CaO; (c)新鲜 NiCaFeOx; (d)防风林灰; (e)花费的 NiCaFeOx的 SEM 照片.
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图 4 (a)新鲜蛋壳衍生的 CaO; (b)新鲜 NiCaFeOx; (d)废非木材灰分; (d)废 NiCaFeOx的元素分布照片.

2.3 TG 分析

为了研究废木材的气化分解过程，在室温至 1000℃的空气环境下，在升温速率范围

(10、20 和 50℃/min)下进行了热重测试，结果如图 5 所示。当升温速率从 10℃增加到 50℃
时，DTG 峰的位置向更高的温度迁移。在 TG 测试中，每条曲线上检测到四个质量损失

峰。缓慢的升温速率为每个阶段的防风林充分分解提供了足够的时间。随着升温速率的

增加，在低温阶段分解的物质反应不充分，被迫迁移到更高的温度范围，导致低温和高

温的物质在同一温度范围内同时分解。随着升温速率的增加，DTG 峰变平和变宽证实了

这一点。然而，所有样品的残留物仍然接近 20wt .%，这反映了加热速率的变化影响了

中间过程，但不影响最终产品的数量。
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图 5 废木料在空气气氛下分解的热重曲线.



2.4 木质素类生物质气化制氢

根据废木材空气气化的热重结果(图 5)，其分解是在 650℃附近完成。因此，选择 650
~ 850℃的温度范围，研究温度对废木材气化的气体产物分布的影响。AG 和 ASG 的产

气率及产物分布如图 6 所示。基于元素守恒，AG 的产氢量完全由废木材中的氢元素含

量提供。结果显示在 650℃时产氢效果最好，产氢量为 1830.4 μmol/min，产物中氢气占

比为 61.83 %。当水蒸汽作为额外氧化剂加入时，在 WGS 反应促进的作用下，更多的氢

（来源于 H2O 的解离）参与到 ASG 中，导致 H2产量高于 AG。然而，值得注意的是，

由于蒸汽重整反应的强吸热特性，ASG 比 AG 需要更高的能量输入。因此，在中温

(650-750℃)下，产氢量较 AG 更低。ASG 的最佳产氢温度为 800℃，产氢量为 3085.3
μmol/min，H2占比为 53.73 vol.%，比 AG 高 2253.1 μmol/min，含量比 AG 高 13.29%。

因此，在 750℃之前，AG 的合成气产量优于 ASG，而在 750℃以上，ASG 的合成气产

量优于 ASG。与早期的生物质气化制氢研究相比，这些结果具有一定竞争力[14,15]。
此外，对比了 AG 和 ASG 的气体产物分布随生产时间变化的情况。图 6(d)中氢气的

减少表明，在 800℃下，废木材的分解大约在 15 分钟内完成。因此，根据废木材分解速

率的规律，废木材进料频率为每 10min/次可实现废木材空气-蒸汽气化的连续制氢。而由

元素分析结果可知，废木材中由于高的含碳量，从而使得 AG 的 CO 产量一直保持较高

且稳定，但在引入蒸汽 2 min 后，CO 产量得到有效抑制并开始下降。这表明在 WGS 得

到有效促进，导致 H2产量增加。
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图 6 (a) AG, (b) ASG 的气体生产速率和气体产品分布; (c) AG, (d) ASG 产气分布随时间的变化.



2.5 废催化剂分析

废 NiCaFeOx 的表面结构和元素分布分别如图 3(e)和图 4(d)所示。没有观察到碳纳

米管。结合扫描电镜的结果，这些碳可能以颗粒形式沉积在 NiCaFeOx 表面。为了进一

步研究碳沉积行为，进行了 air-TG 测试。检测出 2.8 wt.%的质量损失，这归因于气化的

碳沉积在催化剂上。因此，通过气化每克废旧木材沉积在 NiCaFeOx 催化剂上的积碳量

为 2.8×10-3 gcarbon/gwood。检测到 3 个 DTG 峰，441 oC 和 650 oC 的质量损失峰分别属于两

种碳的气化。TG 程序在升温过程中，碳沉积气化会产生大量的 CO2，而在 750℃附近的

轻微增重，可能是由于 NiCaFeOx对分解产生的 CO2的吸附，导致质量增加 0.47 wt.%。
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图 7 废 NiCaFeOx 催化剂氧化脱碳的 TG-DTG 曲线.

3 结 论

本研究验证了利用废蛋壳衍生催化剂进行木质素类有机固废气化制富氢燃气的可

行性。废木料空气气化存在四个质量损失阶段，合成的 NiCaFeOx 出现了堆叠的双孔结

构，并在 NiCaFeOx 表面检测到尖晶石结构 CaFe2O5和 NiFe2O4。WGS 反应、CaO 碳酸

化反应和甲烷化逆反应共同作用下显著降低含碳物质的产量并显著提高 H2产量。AG 和

ASG 的 CO2 含量都有效地控制在较低的范围内(1.86-11.29 vol.%)。AG 和 ASG 的最高

H2产量分别为 1830.4 μmol/min 和 3085.3 μmol/min。由于热力学特性上的差异，AG 在

750℃以下产合成气性能优于ASG，而ASG在 750℃以上的合成气性能优于AG。在 800℃

条件下，ASG 过程中废木材的分解在 15 min 左右完成，在 10 min 内的平均产氢速率在

3000 μmol/min 以上(产物中 H2含量为 55.4 vol.%)。每克废木材气化后，NiCaFeOx催化剂

上沉积的碳量为 2.8×10-3 gcarbon/gwood。本研究为利用废木材和废蛋壳实现高效制氢和碳

减排提供了一条可行的途径。
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翼型结构微反应器甲醇重整制氢特性
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摘要：为了强化余热供热的甲醇重整反应过程，设计了采用翼型结构强化换热的微反应器，数值模拟

了反应器内物理化学耦合驱动的传热传质过程，探究了反应侧和热空气侧进口参数对制氢过程的影响，

同时对比了不同流型布置下反应器的制氢性能。结果显示，逆流布置的反应器能获得更高的反应侧温

度，在反应侧进口温度 423 K，进口流速 0.06 m/s，水醇比 1.1，热空气进口温度 593 K，进口流速 1 m/s

时，反应器出口甲醇转化率达到 96.2%，氢气摩尔分数达到 0.674。

关键词：制氢；甲醇水蒸气重整；翼型结构；微反应器

0 前言

氢能具有高能量密度、清洁无污染[1]，被认为是未来最具潜力的能量载体之一，同

时也是国家构建清洁低碳、安全高效的能源体系的重要组成部分。甲醇氢碳比含量高，

便于储运，作为原料制氢时反应温度低[2]。为了强化传热传质，提高甲醇转化率，甲醇

重整制氢反应器一直以来都是研究的重点。Zhang 等[3]使用带有螺旋状鳍片的加热管进

行加热，明显改善了固定床反应器中的冷点问题，在 523 K 温度下，甲醇转化率可以提

高 8.47%。Lu 等[4]对比研究了直流型微通道与正弦波型微通道反应器，结果表明带有凹

槽的正弦波微反应器增强了热量和质量输运，有着出色的氢气生产能力。Peng 等[5]提出

了一个带有入口喷嘴和出口扩散器的板状甲醇重整反应器。由于喷嘴的挤压和出口扩散

器的延缓作用，使更多的反应物通过催化层并停留更长时间，与常规反应器相比甲醇转

化率提高了 21.04%。姚峰[6]开展了对圆盘形树状微通道甲醇重整反应器的数值模拟，发

现分叉级数增多可以提高微通道面积体积比，延长反应物与催化剂的接触时间。

甲醇重整为强吸热反应，利用工业废气、汽车尾气等余热为重整反应器供热，在热

量回收的同时生成氢气，减少能源浪费[7-9]。然而目前关于余热加热反应器的研究较少，

需要设计优化反应器结构来提升重整性能。翼型结构被广泛使用于换热器中，可以在强

化换热的同时减小流动阻力[10,11]，本文设计了一个余热加热的翼型结构微反应器，并通

过数值模拟考察了操作参数变化对其制氢性能的影响。

1 翼型结构反应器模型

1.1 物理模型

翼型结构反应器如图 1 所示。反应器总长 58mm，宽 32mm，进出口各有长 8mm，

50° 倾角的分布腔，使进入反应通道的流速和反应物分布均匀。反应器上层为反应通道，

基金项目：国家自然科学基金项目（批准号：51821004，52090062）



下层为加热通道，均高 1 mm，之间采用厚 0.5 mm 的隔板隔开。反应通道内部布置有翼

型翅片阵列，在翼型翅片表面和底板涂覆有 200 m 的 Cu/ZnO/Al2O3 催化剂[12]，其孔隙

率为 0.36，导热系数为 1 W/(m· K)。因翼型翅片交错排列相比平行排列流动速度更均匀，

传热性能更好[13]，同时反应仅发生在催化剂区域，翼型通道单元中间的反应物浓度高于

翼型壁面催化剂涂层处反应物浓度，交错排列可以重新导向流体流动方向，使上一层通

道单元中间反应物流向催化剂层进行反应，故翼型阵列采用交错排列。翅片横向间距 3
mm，纵向交错间距 5 mm，周期间距为 10 mm，共有 8 行 76 个翼型翅片。其中翼型结

构采用 NACA 0020 翼型[14]，弦长 5 mm。甲醇和水的混合气体从一侧通入，进入有催化

剂的通道部分时开始反应。热空气从加热通道一侧通入进行换热，为甲醇重整反应提供

热量。

(a) (b)

(c)
图 1 翼型结构反应器示意图

1.2 数学模型
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式中，ɛ是催化剂的孔隙率，ρ和 μ是气体混合物的密度和动力粘度，Si是在催化剂多孔

介质中产生的动量源项，在流体区域该项为 0，在催化层区域，通过公式(3)计算：
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式中，κ是渗透率，β是惯性阻力系数，它们通过厄根公式[15]来求解：
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式中，最后一项是描述多孔介质内化学反应的源项，非催化剂区域该项为 0。Ci 是组分

i 的质量分数，Ri,r是组分 i 在反应 r 中的摩尔产生或消耗速率。Deff是有效质量扩散系数，

可以通过 Stefan-Maxwell 方程求解[16]：

τ
eff kD D ε (6)

式中，Dk是气体混合物的质量扩散系数。

能量方程：
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式中，cp 是混合物的比热容，k 是导热系数，在流体区域中 k 为混合流体的导热率，在

催化剂层 k 为有效导热系数，通过下式计算：

 1f sk εk ε k   (8)

式中，kf和 ks分别是多孔催化剂中流体和固体的导热率。

1.3 反应动力学模型

甲醇蒸汽重整制氢反应动力学模型主要分为单速率模型，双速率模型，三速率模型。

本研究采用 Peppley 等[17]提出的基于 Langmuir-Hinshelwood 理论的三速率模型，它包含

了以下三个反应，可以较为全面准确反映甲醇水蒸气重整过程.
甲醇水蒸气重整(MSR):

3 2 2 2 298CH OH + H O 3H + CO H 49.5 /K kJ mol   (9)



水汽置换反应(WGS):

2 2 2 298CO + H O H + CO H 41.2 /K kJ mol    (10)

甲醇分解反应(DE):

3 2 298CH OH 2H + CO H 90.6 /K kJ mol   (11)

其对应的化学反应速率如下：

(1) 3 2 2 2 3 2 1 1a3

(1) (1) (1) (1a )3 2 2 2 2 2 23

1/2 3 T T
CH OH H H CO MSR CH OH H O S SCH O

MSR 1/ 2 1/2 1/2 1/2 1/2
CH OH H CO H H O H HCH O HCOO OH H

( )(1 )

(1 ( ) ( ))(1 )
cMSR ck K p p p p K p p C C S

R
K

ρ

K p p K p p p p K p




   
(12)

(1) 2 2 2 2 2 1

(1) (1) (1)3 2 2 2 2 23

1/2 T 2
CO H O H H CO WGS CO H O SOH

WGS 1/2 1/2 1/2 2
CH OH H CO H H O HCH O HCOO OH

( )(1 )
(1 ( ) ( ))

WGS c ck K p p p p p K p p C S
R

K p p K p p K p p
ρ


  

(13)

( 2) 3 2 2 3 2 2a3

( 2 ) ( 2) ( 2 a )3 2 2 2 23

1/ 2 2 T T
DE CH OH H H CO DE CH OH S SCH O

DE 1/2 1/2 1/2 1/2
CH OH H H O H HCH O OH H

( )(1 )

(1 ( ) ( ))(1 )
cck K p p p p K p C C S

R
K p p K p p K

ρ

p




  
(14)

式中 ki和 Ki是反应 i 的反应速率常数和反应平衡常数。pi为组分 i 的分压力。

2 数值模型和网络无关性验证

2.1 模型验证

数值模型采用速度入口和压力出口边界条件，流体与反应器壁面无物质传递，流体

区域与催化剂层交界面物质、温度和热流连续。本文采用 Ansys Fluent 对模型的控制方

程进行求解。压力速度耦合采用 COUPLED 算法，压力梯度采用 PRESTO！方案，动量、

组分和能量方程中的对流项均使用二阶迎风格式离散。当计算残差小于 10-6以下且出口

各监测量稳定时可认为计算已收敛。



图 2 模拟结果与 Peppley 实验结果对比

为了验证建立模型的可行性，本文将模拟结果与 Peppley 等[17]的实验结果进行了对

比。如图 2 所示，本文模拟了在温度为 513 K 和 533 K，操作压力为 1 atm，水醇比为 1
的条件下，不同 W/FCH3OH,in（催化剂质量/进口甲醇质量流量）对应的甲醇转化率。可以

看出，模拟结果和实验结果非常相似，最大的差值小于 1%，在可接受的范围内。证明

了数值模型模拟甲醇重整反应过程的准确性和可靠性。

2.2 网格无关性检验

表 1 网格无关性验证

网格数量 1300807 2754009 6422826
反应侧出口平均温度 TR,out 532.69 532.04 532.03

甲醇转化率 XCH3OH 0.9371 0.9334 0.9329
出口甲醇摩尔分数 YCH3OH 0.0168 0.0178 0.0179
出口氢气摩尔分数 YH2 0.6642 0.6622 0.6626

出口一氧化碳摩尔分数 YCO 0.0210 0.0204 0.0203

为了避免网格密度对模拟结果的影响，本文进行了网格无关性检验。表 1 说明了在

反应物进口温度 423 K，流速 0.05 m/s，水醇比 1.1，热空气进口温度 573 K，流速 1 m/s



的情况下，不同网格数量对反应器甲醇转化率 XCH3OH、反应侧出口平均温度 TR,out 以及

各组分摩尔分数 Ym的影响。可以看出当网格数量为 2754009 和 6422826 时，网格加密对

数值模拟结果提升的效果较小。因此为了节省时间以及保证模拟的准确性，本文采用

2754009 的网格数量进行计算。

3 结果与讨论

3.1 反应侧参数的影响

图 3 甲醇转化率及出口各组分摩尔分数随反应物进口温度变化

在反应物进口流速 0.06 m/s，水醇比 1.1，热空气进口温度 573 K，流速 1 m/s 时，

考察了反应物进口温度对翼型结构甲醇重整反应器的影响。如图 3 所示为甲醇转化率、

反应侧出口温度以及出口各组分摩尔分数随反应物进口温度的变化情况。可以看出，随

着反应物进口温度升高，出口甲醇摩尔分数减小，氢气和一氧化碳摩尔分数增大，说明

有更多的甲醇被消耗，甲醇转化率提高。MSR 和 DE 反应都为强吸热反应，反应物进口

温度越高，可以为反应提供的热量越多，促进反应的进行。反应进口温度从 383 K 上升

到 483 K 过程中，进口温度每提升 20 K，出口温度提升 2 K 左右，大部分热量被反应所

吸收，同时甲醇转化率虽然有提升，但转化率仅增加了 3%左右，说明提高反应物进口

温度对反应器性能的效果较小。



图 4 甲醇转化率及出口各组分摩尔分数随反应物进口流速变化

为了探究反应物进口流速对反应器制氢效果的影响，进口流速从 0.04 m/s 到 0.16 m/s
之间变化，反应物进口温度 423 K，水醇比 1.1，热空气进口温度 573 K，流速 1 m/s 固
定不变。图 4 所示为甲醇转化率、反应侧出口温度以及出口各组分摩尔分数随反应物进

口流速的变化情况，流速增大时，除了甲醇摩尔分数增大，其余参数均不同程度的减小，

甲醇转化率下降明显，进口流速为 0.04 m/s 时，甲醇转化率为 92.9%，出口氢气摩尔分

数为 0.662，当进口流速为 0.16 m/s 时，甲醇转化率和出口氢气摩尔分数仅为 37.6%和

0.391。进口流速增大，进入反应器的反应物增多，需要吸收的热量增大，而热空气侧进

口参数不变，可提供的热量有限，导致反应侧出口温度下降，反应速率减缓。此外进口

流速增大也会使反应物在反应通道内的停留时间变短，与热空气的换热量减少，同时反

应物也无法与催化剂充分接触，使得甲醇转化率降低。

在反应物进口温度 423 K，流速 0.06 m/s，热空气进口温度 573 K，流速 1 m/s 时，

反应物水醇比变化对反应器性能的影响如图 5 所示。可以看出，随着水醇比增大，甲醇

转化率逐渐上升，这是因为水的浓度增加可以促进 MSR 反应和 WGS 反应正向进行，更

多的甲醇被消耗产生氢气，但由于出口水含量也增加，所以出口的氢气摩尔分数下降。



图 5 甲醇转化率及出口各组分摩尔分数随反应物进口水醇比变化

3.2 热空气侧参数的影响

为了探究热空气进口温度和流速对反应器制氢效果的影响，固定反应物进口温度为

423 K，进口流速为 0.06 m/s，水醇比为 1.1。图 6 所示为热空气进口流速 1 m/s 时，反应

侧出口温度和出口各个组分摩尔分数随热空气进口温度的变化。可见，热空气进口温度

上升，促进了 MSR 和 DE 反应，甲醇转化率迅速提高，在热空气进口温度为 633 K 时，

甲醇转化率最高可达 99.8%。当进口温度上升到 593 K 之后，继续提高温度，甲醇转化

率和出口氢气摩尔分数上升减缓，而反应侧出口温度上升速率明显增加，因为此时大部

分甲醇已经反应完全，热空气更多的热量用来提高反应侧的气体温度，而不是被反应所

利用。同时，更高的温度和氢气浓度会使得 WGS 逆向速率增大，出口一氧化碳的摩尔

分数明显增加。考虑到热量浪费以及一氧化碳不是理想产物，热空气进口温度为 593 K
比较适宜。

由图 7 可见，热空气进口温度为 573 K 时，热空气进口流速和甲醇转化率呈正相关，

流速越大热空气可以为反应侧提供热量越多，然而甲醇转化率和反应侧出口温度增速减

缓，这是因为反应侧化学反应吸收的热量有限，流速增大使得热空气无法充分换热就排

出反应器，大部分热量被浪费。同时热空气流速增大，导致反应侧温度上升，也会促进

DE 反应和逆向 WGS 反应，一氧化碳含量增加。当热空气进口流速从 1 m/s 变化为 2 m/s
时，出口氢气摩尔分数提升很小，仅从 0.621 增大到了 0.661，因此热空气进口流速选取

1 m/s 相对合理。



图 6 甲醇转化率及出口各组分摩尔分数随热空气进口温度变化



图 7 甲醇转化率及出口各组分摩尔分数随热空气进口流速变化

3.3 流型的影响

在翼型反应器中，反应通道和加热通道的流体可以按顺流或逆流两种流型布置，为

了探究流型对反应器性能的影响，本文建立了逆流反应器模型，将逆流反应器加热通道

中的翼型结构阵列与反应侧相反布置，反应物和热空气从左右两侧逆向进入反应器。如

图 8 和图 9 为反应物进口温度 423 K，进口流速 0.06 m/s，水醇比 1.1，热空气进口温度

573 K，进口流速 1 m/s 时，顺流和逆流布置的反应器内温度分布云图。可以看出，在顺

流布置时，反应物在左侧入口进入后迅速升温，流经有催化剂涂层的翼型结构反应通道

时，反应物在催化剂作用下开始重整反应，反应侧温度开始下降。热空气侧温度在左侧

入口处最大，进入反应器后一直下降，逐渐接近反应侧温度，到右侧出口时，反应侧和

加热侧温差最小，仅为 0.1 K。在逆流布置时，反应侧的低温区域与热空气侧的低温区域

同在左侧，两者的高温区域同在右侧，反应物进入反应通道后温度持续上升，热空气进

入加热通道后温度持续下降，反应侧和热空气侧可以保持较大温差，在反应器右侧仍有

16.6 K 的温差，所以逆流反应器有着更高的换热效率，反应侧温度明显高于顺流反应器。



a)反应侧 (b)热空气侧

图 8 顺流布置反应器内温度分布

(a)反应侧 (b)热空气侧

图 9 逆流布置反应器内温度分布

图 10 为顺流和逆流的甲醇质量分数分布云图，甲醇进入翼型结构通道后逐渐减少，

逆流反应器在右侧甲醇质量分数比顺流反应器更低，这是因为逆流反应器反应侧后段温

度更高，可以进一步促进 MSR 和 DE 反应，更多的甲醇被反应所消耗。

图 11 所示为不同流型反应器甲醇转化率和反应侧出口温度随热空气进口温度的变

化情况。逆流反应器反应侧出口温度和甲醇转化率均高于顺流反应器，当热空气进口温

度为 573 K 时，甲醇转化率相差最大为 6.3%。在热空气进口温度达到 593 K 以上时，因

为逆流反应器中甲醇基本消耗完毕，更多热量用来提升气体温度，与顺流反应器的甲醇

转化率相差减小，反应侧出口温度相差增大。综上反应器逆流布置比顺流布置可以获得

更好的反应性能。



(a)顺流布置 (b)逆流布置

图 10 逆流和顺流布置反应器内甲醇质量分数分布

图 11 不同流型甲醇转化率及反应侧出口温度随热空气进口温度变化

4 结 论

(1)本文设计了余热供热的翼型结构甲醇重整微反应器，通过数值模拟探究了反应侧

和热空气侧操作参数以及流型布置对反应器性能的影响。

(2)在反应侧提高进口温度对反应器温度和性能影响较小，降低进口流速可以有效提

高甲醇转化率和出口氢气摩尔分数。提高水醇比虽然可以使甲醇转化率增大，但出口氢



气含量下降。在热空气侧，提高进口温度和流速可以优化反应器温度，加快反应速率，

但若热空气温度和流速过高，反应吸热量有限，会造成热量浪费。

(3)逆流布置相比顺流布置的反应器，反应侧和热空气侧温差大，反应侧后段温度高，

反应效果得到更好的提升。在反应侧进口温度 423 K，进口流速 0.06 m/s，水醇比 1.1，
热空气进口温度 593 K，进口流速 1 m/s时，逆流反应器性能最佳，甲醇转化率达到 96.2%，

出口氢气摩尔分数达到 0.674。
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摘要：为研究工业综合能源系统的多能互补新路线，提出了一种新型蒸汽卡诺电池及工业综合能源系

统结构。建立了蒸汽卡诺电池的热力学模型及工业综合能源系统模型。根据案例园区的供需特性设计

了蒸汽卡诺电池实例，其循环效率可达 56.96%，热泵系数可达 2.55， 供热㶲效率可达 68.74%。进一步

地，进行了两种能源系统模型调度分析，结果表明，相较于化学电池，蒸汽卡诺电池可在一天内减少

工业综合能源系统 28.57%的运行成本、43.49%的碳排放和 16.49%的购电量。

关键词：蒸汽卡诺电池；工业综合能源系统；热力学建模；运行调度

0 前言

我国工业综合能源系统以电、蒸汽为主要用能载体。为提升终端电能占比、实现工

业碳达峰，需要解决工业园区级别综合能源系统中电能存储和电能转化为蒸汽的难题[1]。

然而，常见储能手段难以满足要求，如抽水蓄能、压缩空气储能受到地理条件制约[2,3]，

锂电池的寿命会随循环衰减[4-5]。一种基于热力学循环的卡诺电池技术[6-7]可以通过配置

低温热源和高温热源以实现电能与热能之间的转化，具有应用前景。

目前，基于布雷顿循环的卡诺电池往返效率可观，能满足工业园区的综合能源系统

中的储能需求，并且配置方案灵活。Desrues 等[8]、Howes 等[9]与 Smallbone 等[10]设计了

采用不同类型压缩机与膨胀机的卡诺电池。杨鹤等[11]设计了氮气为工质的卡诺电池，往

返效率可达 65%；McTigue 等[12]设计了氩气为工质的卡诺电池，采用非支配排序遗传算

法优化后实现了 85%的往返效率。

基于朗肯循环的卡诺电池能在更低的温度下储存能量，因而更适合余热利用等多能

互补场景。如，Kim 等[13]设计了基于跨临界二氧化碳循环的卡诺电池，指出了采用同效

率设备时基于朗肯循环的卡诺电池往返效率更高；Wang 等[14]设计了基于跨临界二氧化

碳朗肯循环和亚临界 NH3朗肯循环级联的卡诺电池，可有效回收工业余热；Steinmann[15]

设计了结合朗肯循环与中温储热系统的卡诺电池，整合了低温热源以补偿不可逆损失。

总体而言，目前卡诺电池的研究集中于设计与分析，较少考虑实际生产场景。本文

设计了一种以蒸汽为工质的卡诺电池，通过对部署了蒸汽卡诺电池的工业综合能源系统



进行建模和调度，评价了蒸汽卡诺电池在工业综合能源系统场景下的应用效果。

1 蒸汽卡诺电池设计

1.1 蒸汽卡诺电池结构与运行原理

本文设计了一种以蒸汽为工质的卡诺电池，其主要组件为低温蓄热器、蒸汽压缩机、

高温蓄热器、汽轮机、外部热源，如图 1 所示。其中低温蓄热器包括低温储罐和低温池，

高温蓄热器包括高温储罐和高温池。蒸汽卡诺电池能够以稳定的参数对外供应能量，可

以满足蒸汽需求，也可以回收品质不一的低温热量[16]，提升工业综合能源系统能效。

图 1 蒸汽卡诺电池结构及充放电过程

蒸汽卡诺电池的热力学工作过程如图 2 所示，其中“1-2-3-4”构成充电过程，“5-6-7-8”
构成放电过程。

图 2 蒸汽卡诺电池热力循环图

1.2 蒸汽卡诺电池模型

蒸汽压缩机是蒸汽卡诺电池的核心储能组件，蒸汽压缩机消耗电能，将入口低参数

的蒸汽压缩为高温高压的蒸汽，比压缩功为

CMP,is,ou
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C

t CMP, n

M
CMP

h h
w




 (1)



式中： CMPw 为实际过程蒸汽压缩机比功， CMP,is,outh 为等熵过程压缩机出口工质比焓

值， CMP,inh 为压缩机进口工质比焓值， CMP 为蒸汽压缩机绝热效率。

汽轮机是蒸汽卡诺电池放电过程中的做功组件，同理，其比膨胀功为

 EXP EXP,in E PXP,is, EXoutw h h   (2)

式中： EXPw 为实际过程汽轮机比功， EXP,is,outh 为等熵过程汽轮机出口工质比焓值，

EXP,inh 为汽轮机进口工质比焓值， EXP 为汽轮机绝热效率。

高温蓄热器和低温蓄热器是蒸汽卡诺电池的储能结构，内部含有换热器和储能罐。

对于换热器，其换热性能通常用换热器效能 表示。

max/Q Q  (3)

式中： 为换热器效能，Q为换热器实际换热量， maxQ 为换热器最大换热量。

蒸汽与蓄热装置换热时，换热量Q为

in outQ h h m     (4)

式中：m 为工质质量流量， inh 为换热器进口处热流体比焓值， outh 为换热器出口处

热流体比焓值。

蓄热器的相变材料与换热器的流体之间在设计温差 下传热，即

HEXh,out

HEXc,in

T T
T T





 


 
(5)

式中： HEXh,outT 为热侧换热器出口处温度， HEXc,inT 为冷侧换热器进口处温度，T 为蓄

热器平均温度， 为蓄热器温差。

在放电过程中，为了保证高温储罐中热量维持平衡，需控制高温蓄热器出口工质流

量为

3 4 2 1
dis ch

6 1
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h h h h
m m

h h
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   
 
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式中： dism 为放电过程的工质质量流量， chm 为充电过程中的工质质量流量。

1.3 蒸汽卡诺电池评价指标

考虑到蒸汽卡诺电池的储电储热和电热互补特性，采用循环效率 rt 、热泵系数

hpCOP 和供热㶲效率 ex 作为其评价指标。

循环效率 rt 是蒸汽卡诺电池放电过程中发出的电能 outE 与蒸汽卡诺电池充电过程

中蒸汽压缩机系统消耗的电能 inE 之比：

out
rt

in

E
E

  (7)

热泵系数 hpCOP 为蒸汽卡诺电池为工业用户提供蒸汽的热量与生产相应蒸汽所消耗

的电能之比，表征蒸汽卡诺电池用电能制取蒸汽的效率：

ch 3 1
hp

( )m h h
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E
 


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(8)

式中： HTQ 为向工业用户提供蒸汽的热量， hpCOP 为蒸汽卡诺电池热泵系数。

供热㶲效率 ex 值为蒸汽卡诺电池为工业热用户供应蒸汽的㶲与蒸汽卡诺电池生产

相应蒸汽过程中蒸汽压缩机消耗的电能之比，表征蒸汽卡诺电池对电能的利用效率：
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USR USR 0 0 USR 0[( ) ( )]E m h h T s s     (10)

式中： USRE 为蒸汽卡诺电池供应给工业用户的蒸汽中的㶲， m 为工质质量流量，

USRh 为蒸汽卡诺电池为工业用户供应蒸汽的比焓， USRs 为蒸汽卡诺电池为工业用户供应

蒸汽的比熵， 0T 为环境温度， 0h 为环境状态蒸汽的比焓， 0s 为环境状态蒸汽的比熵。

2 含蒸汽卡诺电池的综合能源系统设计

2.1 含蒸汽卡诺电池的综合能源系统模型

为分析蒸汽卡诺电池在综合能源系统中的潜力，设计了如图 3 所示的含蒸汽卡诺电

池的工业综合能源系统与如图 4 所示的含化学电池的工业综合能源系统并进行对比。

图 3 含蒸汽卡诺电池的工业综合能源系统结构

图 4 含化学电池的工业综合能源系统结构

其中，化学电池被用来储存电力，其容量、充电和放电功率之间的关系，如公式(11)
所示。

  ,1
,1

t
ES rt e t s t

ES ES ES ES ES s r
ES

P
S S P 


     (12)



式中： t
ESS 为化学电池第 t 个时段自身的储电量， ,

t
ES sP 为第 t 个时段的充电量， ES,r

tP

为第 t 个时段的放电量， e
ES 为自损耗系数， s

ES 为充电效率， r
ES 为放电效率。

蒸汽卡诺电池的储电量、充电功率和放电功率之间的关系如公式(13)所示。

  , ,1
,1

t t
SCB r SCB rt e t s t

SCB s re rhSCB SCB SCB SCB
SCB SCB

P H
S S P 

 
      (14)

式中： t
SCBS 为蒸汽卡诺电池在第 t 个时段内自身的存储电量， ,s

t
SCBP 为第 t 个时段内

的充电量， ,re
t

SCBP 为第 t 个时段内的放电量， ,rh
t

SCBP 为第 t 个时段内的供热量， e
SCB 为自

损失系数； s
SCB 为充电效率， re

SCB 为放电效率， rh
SCB 为供热效率。

2.2 综合能源系统运行调度方法

综合能源系统以最小化运行成本 runC 为目标进行调度。运行成本包括从电网买电的

成本 EC 和燃料成本 FC ，如公式(15)所示。

min =run E FC C C  (16)

燃料成本 EC 可以通过公式(17)计算, 燃料成本 FC 可以通过公式(18)计算。
t t

E grid grid
t

C P (19)

 t t
F CHP gas GB gas

t
C F F   (20)

式中： gas 为天然气的单价， t
grid 为城市电网的电价。

同时考虑了碳排放 emissionC 和电网使用量 gridC ，如公式(21)和(22)所示。

CHPg GBcemission
t t

t tC F F
 
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  (23)

t
grid grid

t
C P (24)

式中： gc 为单位天然气的碳排放量。

电力平衡约束条件如公式(25)所示。
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式中： t
gridP 为第 t 个时段购入的电能， t

PVP 为第 t 个时段内的光伏发电量， t
WPP 为第

t 个时段内的风电发电量， t
loadP 为第 t 个时段内的用户电负荷。

热能平衡和冷能平衡如公式(27)和(28)所示。

,
t

GB S
t

CB
t t t
CHP Br insteamH H H H H   (29)

t t t
AR AC loadQ Q Q  (30)

式中： t
steamH 为第 t 个时段的用户热负荷， t

loadQ 为第 t 个时段的用户冷负荷。

除了能量平衡约束，设备的运行也受到自身额定功率的约束，如公式(31)和(32)所示。
min max

, , ,
t

in i in i in iw w w  (33)
min max

, , ,
t

out i out i out iw w w  (34)

式中： min
iw 为设备 i 在 t 时段内的最小输入/输出能量， max

iw 为设备 i 在 t 时段内的

最大输入/输出能量。



3 案例介绍与结果分析

3.1 案例介绍与系统设计

研究案例为某工业综合能源系统，该园区内有 40 多家企业，涵盖服装制造、化工、

造纸等劳动和能源密集型行业，具有丰富的电能、蒸汽与制冷量需求。考虑实际需求，

将蒸汽卡诺电池的低温相变温度设定为 367 K，高温相变温度 481 K。为强化换热，选择

螺旋翅片式换热器，设计换热温差为 5 K。此外，蒸汽压缩机和蒸汽轮机的等熵效率确

定为 0.86[17]。经计算其各状态点参数与性能指标如表 1 与表 2 所示

表 1 蒸汽卡诺电池各状态点参数

状态点
温度

(K)
压力

(kPa)
比焓

(kJ/kg)
比熵

(kJ/kg-K)
干度

(-)
1 365 75.68 385.39 1.22 0
2 365 75.68 2662.78 7.45 1

2-1 583 227.47 2905.89 7.52 1
2-2 489 227.47 2712.06 7.08 1
2-3 531 681.24 2972.48 7.15 1
2-4 436 681.24 2761.58 6.72 1
3 578 2024.46 3036.07 6.78 1
4 488 2024.46 911.44 2.45 0
5 478 1654.64 865.94 2.36 0
6 478 1654.64 2793.81 6.41 1
7 375 108.87 2401.24 6.59 0.88
8 375 108.87 427.54 1.22 0

表 2 蒸汽卡诺电池性能指标

指标 rt hpCOP ex

值 55.6% 3.3 68.2%
3.2 多能互补运行结果分析

对含蒸汽卡诺电池和化学电池的工业综合能源系统模型经过 24 小时的调度运行后，

其评价指标如表 3 所示。结果表明，与部署相同容量的化学电池相比，部署蒸汽卡诺电

池，可以降低 28.57%的运行成本、43.49%的碳排放和 16.49%的城市电网购电量。

表 3 综合能源系统调度评价指标

能源系统类型
运行成本

(¥)
碳排放

(g)
从城市电网购电量

(kWh)
部署有蒸汽卡诺电池

的能源系统
1300.39 190.46 3517.94

部署有化学电池储能

的能源系统
1820.54 337.05 4212.72



园区的发电量和耗电量如图 5 与图 6 所示，在可再生发电出力少的夜间时段，电网

为主要电力来源，在包含蒸汽卡诺电池的工业综合能源系统和包含化学电池的综合能源

中分别提供 32%和 36%的电力。在白天时段，光伏和风力为主要的电力来源，可再生能

源一天提供了约 54%的电力。储能装置和热电联产机组则主要提供了剩余部分的电力。

蒸汽卡诺电池一天提供了 5.5%的电力，化学电池则提供 10.2%的电力。热电联产机组在

两个能源系统中均提供了约 7%的电力。

两个能源系统在电能的消费上存在明显的差异，主要体现在储能装置和电锅炉的电

能消费量上。蒸汽卡诺电池的充电电量为 2555 kWh，化学电池的充电电量为 1455 千瓦

时，前者是后者的 1.75 倍。电锅炉也是用电大户，在部署有化学电池的能源系统中消耗

了 2215 kWh 的电力。然而在部署有蒸汽热泵储能的能源系统中，电锅炉消耗的电能为 0，
这表明包含蒸汽热泵储能的能源系统中存在另一种蒸汽供应方式，该方式的供汽成本比

电锅炉低。

图 5 含蒸汽卡诺电池的工业综合能源系统电能输入和输出情况

图 6 含化学电池的工业综合能源系统电能输入和输出情况

园区内蒸汽的生产和消耗情况如图 7 和图 8 所示。在蒸汽生产方面，部署有化学

电池的能源系统中电锅炉生产了 41%的蒸汽。但在部署蒸汽卡诺电池的能源系统中，蒸

汽卡诺电池提供 82%的蒸汽，完全替代了电锅炉和燃气锅炉。在两个能源系统中，热电

联产机组 CHP 具有相似的蒸汽生产量，主要也是在夜间时段起到了蒸汽的补充生产作



用。就蒸汽的消费而言，在没有蒸汽卡诺电池的能源系统中，所有的蒸汽都被热用户所

消费。而在部署有蒸汽卡诺电池的能源系统中，19%的蒸汽是由吸收式制冷机消耗的。

吸收式制冷机出力的增加意味着蒸汽卡诺电池在能源系统中降低了热能的生产成本。

图 7 含蒸汽卡诺电池的工业综合能源系统蒸汽生产消费情况

图 8 含化学电池的工业综合能源系统蒸汽生产消费情况

两个能源系统的制冷量平衡图如图 9 和图 10 所示。在含化学电池的工业综合能源

系统中，空调提供了所有的制冷量。而在有蒸汽卡诺电池的工业综合能源系统中，43%
的制冷是由吸收式制冷机组提供的，表明蒸汽卡诺电池降低了蒸汽的成本，使吸收式制

冷机组在部分高电价的时段比空调更经济。



图 9 含蒸汽卡诺电池的工业综合能源系统制冷量平衡图

图 10 含化学电池的工业综合能源系统制冷量平衡图

通过将化学电池替换为蒸汽卡诺电池，案例园区能源系统的运行成本、碳排放和城

市电网购电量分别降低了 28.57%、43.49%和 16.49%。尽管蒸汽卡诺电池的循环效率 58%
低于化学电池的循环效率 78%，但是在 24 小时内蒸汽卡诺电池累计储存了 2555 千瓦时

的电量，是化学电池累计储存电量的 1.76 倍。通过蒸汽母线的能量平衡分析可知，蒸汽

卡诺电池的经济效益主要体现在其低成本的蒸汽供应上，实现工业园区中的电热互补，

减少了燃气锅炉和热电联产机组对天然气的使用，降低了碳排放。蒸汽供应成本的下降

同时使电锅炉和电空调的出力减少，降低低了能源系统的购电成本。因此，蒸汽卡诺电

池可通过存储谷价电和新能源发电、电和蒸汽高效转换的负荷效应，优化工业综合能源

系统用能结构来降低运行成本、碳排放和城市电网购电量。

4 结论

（1）提出与设计的蒸汽卡诺电池在案例工业园区场景下具有 55.6%的循环效率和

3.3 的 COP，表明蒸汽卡诺电池不仅可以实现储电功能，还可以实现高效的电制蒸汽功

能。68.2%的供热㶲效率也说明蒸汽卡诺电池可充分利用电能的高品位特性来生产蒸汽。

（2）在工业综合能源系统场景中评价了蒸汽卡诺电池的储电与电制蒸汽作用，与

化学电池相比，蒸汽卡诺电池一天内可以减少园区 28.57%的运行成本、43.49%的碳排放

和 16.49%的城市电网购电量。同时蒸汽卡诺电池可利用存储的电能，为园区提供了 82%



的蒸汽。
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摘要：在换热网络优化中，通过利用流股之间的换热来减少网络上公用工程的用量，但由于传统启发式算

法的随机性与贪婪性，导致部分能够形成完全换热状态的流股不可避免地长期存在公用工程，从而影响了

网络结构的优化质量。因此，本文提出流股公用工程强制均分策略，通过周期性强制均分这类流股上公用

工程的换热量到其换热单元中，使该流股处于完全换热状态，进而减少整个网络结构上公用工程的用量。

最后采用两个算例对其进行验证，所获的年综合费用分别为 1,492,449 USD·a-1和 5,073,662 USD·a-1，均优

于目前文献的结果，验证了该策略的有效性。

关键字：公用工程；换热网络；系统工程；优化；强制进化随机游走算法

0 前言

换热网络（HEN）是系统工程中的重要环节之一，是通过热回收和工艺流的再利用来

实现过程工业中能源和成本节约的重要策略
[1]
。换热网络综合（HENS）问题中的非凸性和

非线性导致其产生了大量局部最优解，所以想获得最优的网络结构并非易事
[2]
。

HEN 优化方法可分为同步优化方法和分布优化方法，其中分布优化方法将原问题拆分

成多个子问题，但其优化过程中并不能同时权衡这些子问题。同步优化方法可以建立数学

模型来同时优化公用工程的数量，流股间的匹配关系和换热面积等优化变量。同步优化方

法又可具体分为启发式方法和确定型方法。传统的启发式方法有遗传算法
[3]
、粒子群算法

[4]
、模拟退火算法

[5]
等，其受模型所引起非凸性和非线性的影响比较小。Xiao 等

[6]
提出了强

制进化随机游走算法（RWCE），该算法中的个体间不交换信息，保持了独立进化的能力，

并以一定的概率接受差解使得个体结构产生变异，从而增强了算法的全局搜索能力。但该

算法的贪婪性和随机性，导致能够形成完全换热的流股长期存在公用工程，影响了网络结

构的优化质量。不同于把公用工程置于流股末端，Pavão[7]提出了一种新的分级超结构模型

（SWS），该模型可以在所有级的不同分支中放置公用工程，扩展了 SWS 模型的求解域。

对于节点非结构模型，韩新宇
[8]
新增了一条热公用工程和冷公用工程与常规流股进行换热，

以此来形成内部公用工程，对节点非结构模型进行了扩展。上述研究可通过增加公用工程

布置位置来扩大模型搜索域，但难以除去无利的公用工程，减少公用工程的用量。

本文从流股物性参数与公用工程之间的定性关系出发，以网络结构上的公用工程作为

切入点，通过探究流股上公用工程的存在机制，发现在优化中部分能够形成完全换热的流

股因进化机制等原因，导致其在优化过程中长期存在公用工程。因此本文提出了公用工程

周期强制均分策略，即对部分流股上的公用工程强制均分到该流股的换热单元上，使其处

于完全换热，进而减少换热网络中公用工程用量，达到年综合费用最低的目标。

1 换热网络数学模型

1.1 有分流节点非结构模型

有分流节点非结构模型
[9]
可灵活性地生成和消除换热器，因此该模型的搜索域具有较

强的可延展性。如

图 1 为模型的结构图，H 中线条和圆圈分别代表着热流体和热节点，C 中线条和圆圈

分别代表着冷流体和冷节点，NGH、NGC 为热/冷流股的分组编号，表示分流结构在流股上

重复匹配的次数；每一组包含有若干个分支，即 NSH、NSC 表示热/冷流股分支组的分支编
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号；每一条分支上设有节点数，即 NDH、NDC，表示热/冷流股分支上的节点



编号。每股热、冷流体上分别存在 NGH×NSH×NDH、NGC×NSC×NDC个节点。图中节点参数

设置为 NGH=NGC=3，NSH=NSC=2，NDH=NDC=2，换热单元可以在热、冷流体的节点上随

机匹配生成，同时对其所生成的位置随机分配分流比。
NGH=1 NGH=2

NGC=1NGC=2NGC=3

HU

CU

CU

HU

NGH=3

NSC=2

NSH=2H1

H2

C1

C2

NDH=2

NDC=2

图 1 有分流节点非结构模型的示意图

Fig.1 Schematic of the Nodes-based Non-structural Model with streams split

1.2 目标函数

年综合费用（TAC）作为换热网络的目标函数，由换热单元固定投资费用、面积费用，

冷公用工程和热公用工程的固定投资费用、面积费用及运行费所构成，如公式（1）所示。

, , , , , ,
1 1 1 1
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1
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





(1)

式中 Ffix 和 E 是固定投资费用以及判断换热单元是否存在的 0-1 变量，CA 为面积费用

系数，A 和 α 表示换热面积和面积费用指数，CCU和 CHU为冷、热公用工程的运行费用系数，

,CU iQ 和 ,HU jQ 为冷热公用工程用量，i、j 表示热流体、冷流体，NH和 NC热冷流体数量。

1.3 约束条件

HEN 中需给予约束条件以符合实际工程的应用场景，这些约束条件如下所示：

（1）流股热平衡

, , , , ,
1 1 1 1

( )
H H H HN NG NS ND

in out
i i Cp i i jh kh lh CU i

i jh kh lh
T T F Q Q

   

    (2)

, , , , ,
1 1 1 1

( )
C C C CN NG NS ND

out in
j j Cp j j jc kc lc HU j

j jc kc lc
T T F Q Q

   

    (3)

（2）单个换热器热平衡

, , , , , , , , , , , ,( ) ( )in out
i jh kh lh i jh kh lh i jh kh lh Cp i i jh khQ T T F SPH    (4)

, , , , , , , , , , , ,( ) ( )in out
j jc kc lc j jc kc lc j jc kc lc Cp j j jc kcQ T T F SPC    (5)

（3）公用工程热平衡

, ,( )out target
i i Cp i CU iT T F Q  (6)

, ,( )target out
j j Cp j HU jT T F Q  (7)

（4）分流比约束
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（5）温度可行性约束

, , , , , , min
in out

i jh kh lh j jc kc lcT T T   (10)

, , , , , , min
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CU min
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HU min
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in
iT 和

out
iT 分别表示热流股的进出口温度， in

jT 和 out
jT 分别表示冷流股的进出口温

度， , , ,i jh kh lhQ 和 , , ,j jc kc lcQ 表示热冷流股上换热器换热量，
target

iT 和 target
jT 表示热流股和

冷流股的目标温度，FCP 为流体热容流率，SPH 和 SPC 表示热流股和冷流股上的分流

比。 , , ,
in
j jc kc lcT 和 , , ,

out
j jc kc lcT 分别表示换热器冷流股入口温度和出口温度， , , ,

in
i jh kh lhT 和 , , ,

out
i jh kh lhT

分别表示换热器热流股的入口温度和出口温度， minT 为最小传热温差。

1.4 RWCE 算法步骤

RWCE 算法
[6]
具有程序简单、控制参数少、随机性强等特点，其优化步骤包括：

种群初始化、个体随机游走、换热单元生成、个体变异等步骤。

Step 1:初始化阶段

种群初始化。种群中包含 N 个体(n=1,2,…,N)，个体内无任何节点连接关系，换热量、

分流比为零，初始化阶段为空结构，依靠公用工程使流体达到目标温度。

Step 2:随机游走阶段

对换热网络中已存在的换热单元，以一定的进化概率 ，利用进化公式（16）~
（18）对其换热量和分流比进行随机游走进化。更新公式如下：

, , , 1, ,1 ,( ) ( ) (1 2 )i jh kh lh i jh kht tlhi iQ Q L 

     (16)

, , 1 , , 2( ) ( ) (1 2 )i jh kh it i jh kh it SPSPH SPH L 
 


      (17)

, , 1 , , 3( ) ( ) (1 2 )j jc kc it j jc kc it SPSPC SPC L 
 


      (18)

其中 , , ,( ) iti jh kh lhQ 和 1, , ,( )i jh kh lh itQ


 为换热单元随机游走前后的换热量， , ,( )i jh kh itSPH


 和

, , 1( )i jh kh itSPH



 表示随机游走前后的热流股分流比， , ,( )j jc kc itSPC



 和 , , 1( )j jc kc itSPC



 表示随

机游走前后冷流股分流比。 、 1 、 2 、 3 为（0,1）之间的随机数， L 为进化中

最大步长， SPL 表示进化中分流比，(1-2  )控制个体进化过程中某一维度的行走方向。

Step 3:生成阶段



当节点处不存在匹配关系时，以一定概率 生成 Ω 个新的换热单元，同时随机给新的

换热单元赋予换热量和分流比。实现方法如下：

max 2
, , ,

(0,1) (
0

)
i kh lh mh

Q rand if r
Q

else


 



＜

(19)

式中，Qmax 表示新生成换热器最大换热量。

Step 4:变异选择阶段

若进化后结构的 TAC 下降，则接受该结构，并将其作为下一步迭代的初始结构。如进

化后 TAC 上升，以一定的概率接受费用上升的结构。设置接受差解概率 δ，当随机数小于

δ 时，接受该差解为下一迭代进化的初始结构，否则，继续选择原迭代结构。如式（20）

所示，其中 ( )n itf 表示第 it 次迭代的网络结构费用， 1( )n itf  表示第 it+1 次迭代的网络结构

费用,μ1为（0,1）之间的随机数。
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f else
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

，

(20)

Step 5:终止迭代

达到最大迭代次数时计算中止，否则返回步骤二。

2 流股公用工程研究

2.1 流股上公用工程分析

以15SP（1）算例
[10]

为例，该算例包含8股热流体和7股冷流体，算法初始节点优化参

数设置如下：NGH=NGC=4、NSH=NSC=3、NDH=NDC=2，算法控制参数如表 1所示。

表 1 15SP（1）算例中 RWCE 算法控制参数表

Table 1 Parameter set of the 15SP (1) for RWCE algorithm

控制

参数

N ΔL   Ω Qmax 

20 100 0.2 0.2 1 100 0.01

图 2 为 8000 万步迭代中热流股存在公用工程的次数，横坐标为流股标号（1-8 号编号

分别对应 H1-H8），纵坐标为流股存在公用工程的次数。公用工程存在的次数排序为

H5<H2<H3<H1<H7<H6<H4=H8。由图 2 可知，H4 和 H8 流股上进出口温度低于 H1、H2、
H3、H5、H6、H7，在自由匹配阶段，处于高温位的热流股其匹配形成的结构容易被保留，

易形成完全换热状态。相反处于低温位的热流股在随意匹配阶段更容易形成温度交叉（匹

配中冷流体温度高于热流体），形成结构费用高，不易被接受，导致其更容易形成公用工程。

图 2 每股流股上存在公用工程的次数

Fig.2 The number of public utilities present on each stream



2.2 流股上公用工程对全局搜索的影响

为了分析流股上公用工程对全局搜索的影响，继续以 15SP（1）算例为例，通过其在

不同的迭代步数下 TAC 和其对应结构上的公用工程用量，可以发现公用工程的个数在减少。

这说明随着优化过程的进行，RWCE 算法会充分利用流股间的换热来减少公用工程的用量，

但与此同时部分能够形成完全换热的流股会产生公用工程，这是由于换热量的增量很难刚

好满足流股上的热负荷需求，导致这类流股长期存在公用工程，在优化中存在消去障碍，

影响算法的全局搜索能力。为了证实这类流股对算法的影响，图 3 和图 3 分别为

15,011,621 步（TAC 为 1,523,779 USD·a-1）和 51,439,734 步（TAC 为 1,517,654 USD·a-1）的

网络结构,在 15,011,621 步~51,439,734 步的迭代间隔中 H7 流股长期存在公用工程，但在所

得的最优结构中其上并不存在公用工程。这表明 H7 流股在较长的迭代步数内存在公用工

程，导致网络中的费用难以下降，影响算法的进一步优化。基于上述分析，可以推断在优

化过程中会有部分能够形成完全换热的流股，因网络结构的制约使其长时间存在公用工程，

从而导致整个换热网络的优化受到了限制。

通过对流股上公用工程存在机制的分析可知：（1）网络中存在大量的公用工程时，算

法的随机进化，并不能保证形成公用工程流股中所连接的换热单元得到充分的进化，那么

这些流股上的公用工程也难以消去，整个网络中换热潜能得不到充分的发挥，费用难以进

一步下降。（2）部分易形成完全换热的流股其因受到网络中的结构制约关系，导致其上长

时间都存在公用工程，这将影响算法的优化路径。
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Fig.3 Network structure of the 15SP (1) with 15,011,621 iterative steps, TAC=1,523,779 USD·a-1
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3 周期性公用工程强制分配策略

基于此，本文提出流股公用工程强制均分策略，通过强制分配这类流股上的公用工程

到其上的换热单元上，使其处于完全换热状态，提升算法的优化效率与质量。

流股上公用工程周期性地按比例强制分配策略主要优化步骤为：先统计流股上的公用

工程存在的次数，然后以其为基准对流股进行分类，第一类为不易形成完全换热流股，这

类流股上在整个迭代过程一直都存在公用工程，如 H4、H8 流股；第二类为易形成完全换

热的流股，这类流股在迭代中极易形成完全换热状态，如 H2、H5 流股；第三类为能够形

成完全换热但存在公用工程次数的较多的流股，如 H6、H7 流股。然后选择第三类流股上

某一股流股每隔一定的迭代周期，采取一次强制性的公用工程分配策略，把流股上的公用

工程按照流股中换热单元上换热量的比例进行分配。通过周期性地采用公用工程分配策略，

既能保证这类流股上达到完全换热状态，又可以避免网络上因过多的流股达到完全换热状

态，导致结构过于稳定，使算法陷入早熟。流股公共工程强制分配策略具体操作公式如下：
'
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(21)

其中，Qsum,i 指被选流股 i 上换热器的换热量总和，QU 指流股上公用工程的换热量。

4 算例验证

4.1 算例 1

为了验证策略的有效性，继续采用 15SP（1）算例进行验证，具体算法参数设置和前

文相同，采用周期性公用工程强制均分策略所得结构的 TAC 为 1,492,449 USD·a-1，相比于

基础 RWCE 算法费用下降 19,651 USD·a-1，其结构如

图 1 所示，与现有文献的结果对比如表 2 所示。从结构的角度进行分析，将加入策略

前后的网络结构进行对比，加入策略后 H7 流股上的公用工程被周期性地强制分配，最后

的结构中 H7 流股处于完全换热状态，同时，对其使用周期性强制分配策略可以消去不合

理的匹配关系，如优化过程中 H7 与 C1 形成的匹配关系（见图 3），促进网络结构的进一步

优化。
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图 5 加入策略后优化 15SP (1)算例所得结构，TAC 为 1,492,449 USD·a-1

Fig.5 Network structure of the 15SP (1) after adding the strategy, TAC=1,492,449 USD·a-1

表 2 15SP（1）算例结果对比表

Table 2 Result comparison of 15SP (1)

文献 换热单元 QHU/MW QCU/MW TAC(USD·a-1)

Björk[11] - - - 1,530,063

Peng[5] 19 10.11 7.73 1,527,240



Fieg[12] 15 10.61 8.24 1,510,891*

Pavão[13] 19 - - 1,507,290

Pavão[14] 17 - - 1,497,325*

XU[15] 16 9.76 7.38 1,494,862*

本文 16 9.75 7.38 1,492,449*

*代表结构中选在有分流的情况

图 为 15SP（1）算例在 8000 万步迭代过程中每一股热流股上存在公用工程的数量。

原算法中 H7 流股上公用工程存在次数为 5.95×107，周期性公用工程强制分配策略将 H7 流

股上公用工程的换热量均分到其上的换热单元中，H7 上共用工程存在次数为 4.56×107，相

比于原算法上的公用工程次数下降了 23.4%，极大的促进了 H7 流股上的公用工程消去，因

其局部精度的提升间接影响到其他流股上公用工程，其他流股上公用工程存在的次数也有

所下降。因此，通过对流股上的公用工程存在的次数进行比较，表明策略可以有效的减少

流股上公用工程的次数，提升算法的局部精度，为算法搜索到更多优势的结构提供了基础。

图 6 加策略后每股流体上存在公用工程的次数

Fig.6 The number of public utilities present on each stream after adding the strategy

公用工程周期性强制分配策略能够提升算法的局部精度，减少网络结构上的公用工程

用量，分配周期在优化中具有重要的影响，合理的周期设定能够体现出策略的有效性，故

采用控制变量法，把均分周期作为变量，分别设置为 1、100 万、200 万步，同时加入基础

RWCE 算法与四种周期进行比较，记录算法的收敛速度和运行结果，如图 所示。

由图 可以看出，策略在不同的迭代步数中展示了不同的优化效果。在优化前期，流股

依靠公用工程达到目标温度，可优化空间大，因此均能够迅速地收敛到局部最优，但收敛

速度不同。周期设置为 1 时，收敛速度快，此时每一步都强制 H7 流股上达到完全换热状

态，导致网络中公用工程用量迅速减少，结构趋于稳定，算法陷入早熟，导致算法的全局

搜索能力下降，优化后得到的 TAC 甚至高于基础 RWCE 算法，不能够验证该策略的有效

性。当周期为 100 万和 200 万步时，加入该策略后，在优化前期因周期的设定对整个优化

方向影响不大，所以年综合费用与基础 RWCE 算法趋于一致，但随着优化进行，加入策略

后的算法获得的 TAC 均优于基础 RWCE 算法，充分验证了策略的有效性。当周期设置为

200 万步时，其周期强制均分的频率过长，导致流股上长期存在公用工程，费用难以下降，

影响算法的局部搜索精度。因此，为了能够充分地验证策略的有效性，该算例的周期设置

为 100 万步较为合适。不同的算例物性参数不同，进化依赖于自身的结构性质，应根据算

例的实际情况对周期进行分析、选择。



图 7 不同周期下的年综合费用变化曲线

Fig.7 TAC curve under different periods

4.2 算例 2

算例 2 为 15SP（2），该算例包含 10 股热流体、5 股冷流体，算法的控制参数如表 所

示。因 C2 能够形成完全换热，并且与其它流股形成的换热单元耦合度高，因此选择 C2 流

股进行周期性地均分其上的公用工程，周期设定为 IT2=5105。

表 3 15SP（2）算例中算法控制参数表

Table 3 Parameter set of the 15SP (2) for RWCE algorithm

控制

参数

N L    Qmax 

20 200 0.2 0.2 1 200 0.01

使用该策略优化算例 2 的结构如图 5 所示，其 TAC 为 5,073,662 USD·a-1，比原始算法

所优化出的结果降低了 1,095 USD·a-1。从表 4 可以看出本文优化的 TAC 比文献
[16]

降低了

7.8‰。该策略通过对 C2 流股上的公用工程进行强制性地消去，减少该流股上存在公用工

程的次数，并通过网络结构的耦合关系改变优化路径，使 C4 流股上产生新的匹配关系，

降低 C4 流股上的公用工程使用。加入策略后不仅获得更优的局部换热网络结构，而且为

全局快速搜索潜在优质结构提供动力。
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图 8 加入策略后优化 15SP（2）算例，TAC 为 5,073,662 USD·a-1

Fig.8 Network structure of the 15SP (2) after adding the strategy, TAC=5,073,662 USD·a-1

表 4 15SP（2）算例结果对比表

Table 4 Result comparison of 15SP（2）

文献 换热单元 QHU (MW) QCU (MW) TAC (USD·a-1)

Rev et al.[17] 29 43.28 61.15 5,613,283

谢启明[18] 20 38.23 56.10 5,672,424*



曹美等[19] 26 27.38 40.49 5,233,287

张丁太[20] 15 26500 44312 5,115,557

韩正恒[16] 27 26.50 44.31 5,113,717

本文 24 25.61 43.42 5,073,662*

*代表结构中选在有分流的情况

5 结论
本文揭示了流股物性参数与其公用工程用量之间的定性关系，研究流股公用工程机制，

并基于流股上的公用工程提出了周期性公用工程强制均分策略。该策略减少了网络中的公

用工程用量，充分发挥流股上的换热潜能，提高局部网络结构的质量，为全局寻优奠定优

质的网络结构基础。本文的主要发现如下:

（1）流股上因物性参数的差异，流股可分为易形成完全换热和不易形成完全换热两种，

处于高温位的热流股其匹配形成的结构更容易被保留，更容易形成完全换热状态。处于低

温位的热流股在随性匹配阶段更容易形成温度交叉（匹配中冷流体温度高于热流体），形成

的结构费用高，结构不易被接受，导致其上更容易形成公用工程。同理，处于低温位的冷

流股属于易形成完全换热，处于高温位的热流股属于不易形成完全换热。

（2）周期性对流股上的公用工程强制均分策略，通过对部分能形成完全换热但其在优化

过程中却长期存在公用工程的流股，以一定周期强制分配其公用工程的换热量到该流股上

的换热单元，使其形成完全换热状态，提高局部网络结构质量，为全局寻优奠定优质的网

络结构基础。

（3）将该策略运用于优化算例 15SP（1）和 15SP（2），所得网络结构的 TAC 与现有文

献中的最优结果相比分别下降了 2,413 USD·a-1 和 40,055 USD·a-1，验证了该策略的有效性。
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摘要：对光伏热（PV/T）设备的瞬态二维模型和集总参数模型进行了比较分析，重点研究了太阳辐射，

以及进水温度和质量流量等调控参数发生瞬态变化时 PV/T 集热器的能量性能响应特性。对两种模型在

电热效率和时间常数上的计算结果表明，考虑到计算效率和简化的过程，集总参数模型是评估 PV/T 设

备性能的有效工具，出口水温的计算结果的最大相对误差为 3.51%。同时对两种模型在不同工作条件下

的计算结果进行对比，分析工作条件对 PV/T 集热器工作性能产生影响的原因，研究结果有助于加深对

PV/T 系统的理解和优化，以提高能量转换和利用率。

关键词：一体化光伏热，集中参数模型，瞬态特性，能量分析

0 前言

太阳能光伏模块现在被广泛应用于发电，在世界范围内受到了广泛的欢迎。值得注

意的是，与其他类型的可再生能源相比，太阳能具有明显的优势，因为他易于获得、数

量巨大且不会耗尽。

光伏系统是一种利用太阳辐射并将其转化为电力的有效方法，然而，在光伏电池工

作过程中，只有 10%-20%的太阳辐射可以直接转化为电能，剩余的大部分作为热量扩散。

一体化光伏热（PV/T）模块可以在相同区域输出比单个 PV 模块或单个太阳能集热器更

多的能量[1]。因此，研究者们进行了大量的数值和实验研究，以研究不同 PV/T 模块的性

能[2,3]。

大多数太阳能能量系统的运行本质上是瞬态的，当考虑到外界环境条件的瞬态性质，

尤其是太阳辐射时，对于一个 PV/T 设备来说并不存在稳态运行的情况[4]。因此，准确预

测太阳能设备的性能对于确保系统设计正确、性能良好且不会出现故障，优化设计和操

作参数从而实现更高的热电效率是至关重要的。同时，已有的实验研究指出，能够再现

PV/T 设备动态行为的数值模型是一种高效的工具，可以用于执行更多条件下的外部测

试，从而减少实验的时间和成本。为此，在过去的研究中已经开发了多个数值模型用来

描述 PV/T 集热器的动态热行为[5–9]。

在本文中，通过对原有应用于太阳能集热器的集中热容模型的发展，并引入计算制

冷流体的零维动态模型，提出一个新的便于计算集中热容模型的方法，能够对 PV/T 集

热器的相关电热性能进行快速且准确的稳态以及动态计算，用以将 PV/T 集热器集成到

基金项目：国家重点研发计划国际合作专项（批准号：2019YFE0104900-03）



更广泛的能源系统中去，包括建筑、热泵等综合能源系统当中。为了验证该集中参数模

型计算结果的有效性，建立了 PV/T 集热器的二维离散模型，在同一 PV/T 集热器配置的

情况下，讨论了运行条件变化时，两种模型对 PV/T 设备的动态响应特性的计算结果，

对两种模型在相应电热性能计算结果上的误差作了分析。

1 PV/T 设备配置

本文研究基于单晶光伏模块 MS-M300 和平板太阳能集热器的 PV/T 设备，如图 1 所

示。

PV/T 集热器的组成及工作过程如下：部分太阳辐射被 PV/T 模块中的光伏电池部分

吸收转换为电能，大部分转换为热能，其中部分热能通过辐射和对流损失到周围环境中，

剩余的能量被光伏电池背部的制冷流体吸收带走。

2 PV/T 设备的数学模型

在本节中，对 PV/T 设备建立了两种动态响应模型，用以在后面进行数值模拟和性

能评估。考虑到每层的厚度和材料物性，为了简化数值模拟过程，进行了以下假设：

（1）. 不同层材料的热性质和光学性能保持不变，因为其性能在操作条件范围内几乎

没有变化[10]。

（2）. 在每层中的热传导过程是二维的，每个离散节点的温度是均匀的，并且由节点

中心温度表示，在第三个方向被忽略，并且忽略边缘热损失.
（3）. 冷却水在管道中分布均匀。

（4）. 为了缩短研究 PV/T 模块的热性能的计算时间，在离散模型中只考虑了 10 根并

联管中的一根。

（5）. 天空被视为一个巨大的黑体。

图 1 PV/T 集热器配置

图 2 PV/T 集热器简化配置

图 3 PV/T 集热器等效热网络



基于上述假设，简化 PV/T 集热器设备，并建立 PV/T 集热器的热阻网络模型，如图

2、图 3 所示。已有研究中对 PV/T 设备广泛使用二维离散方法进行建模，这种模型可以

根据平板集热器具体的流道分布情况进行建模，获得集热器中每层温度的详细分布[11]。

这种离散方法由于对设备划分多层，每层中划分网格进行迭代计算，根据网格划分的情

况需要占有一定的计算资源，每个迭代步步长不宜过短且计算一个完整的动态响应所需

时间较长。

本节在以 FVM 建立 PV/T 设备模型的同时，基于集总参数法和有效热容的原理[7]，

对 PV/T 设备中固体层之间的传热过程进行假设，将需要进行的多层迭代计算简化为一

层计算，节省计算资源，缩短计算所需时间，并通过简化流道与吸热器传热计算过程，

从而可以对不同流道形式的 PV/T 集热器的动态情况进行初步的数值模拟，能够对 PV/T
集热器的相关电热性能进行快速且准确的稳态以及动态计算，以便于集中到不同的能源

系统中去。

2.1 集中参数模型

PV/T 设备的不同层和等效热网络示意图如图.1(c)所示。ܷଵ、ܷଶ和ܷଷ表示通过玻璃

盖从光伏电池到周围环境的总传热系数，光伏电池到制冷流体的总传热系数，光伏电池

层通过背部隔热板到环境的总传热系数。在 PV/T 设备不同模块之间发生的不同传热模

式的传热系数（导热、对流和辐射）计算如下式所示：

ܷଵ =
1

[ℎ୰,୥ି ୟ+ ℎ୴,୥ି ୟ]ିଵ+ [ℎ୰,୥ି ୮+ ℎ୴,୥ି ୮]ିଵ

ܷଶ = [ܴୡ,୮ିୟୠୱ+ ܴୡ,ୟୠୱି ୲୳ୠୣ +
1

ℎ୤
]ିଵ

ܷଷ = [ܴୡ,୮ିୟୠୱ+ ܴୡ,ୟୠୱି ୧୬ୱ+
1

ℎ୵
]ିଵ

在 PV/T 设备中，光伏电池与吸收层之间通常传热良好，假设光伏电池的组件（光

伏电池、玻璃和吸收层）和管道都处于相同的温度，但玻璃罩通常与光伏电池有不同的

平均温度，对于玻璃罩和光伏电池组件的能量守恒方程如下所示：

௚(ܥ݉)
∂ ୥ܶ

ݐ∂
= ୥[ܷ୥ିܣ ୮൫ܶ ୮ − ୥ܶ൯+ ܷୟି ୥൫ܶ ୟ− ୥ܶ൯]

௣(ܥ݉)
∂ ୮ܶ

ݐ∂
= −ܩ]୮ܣ ܧ ୪ୣୣ + ܷ୥ି୮൫ܶ ୥− ୮ܶ൯+ (ܴୡ,୮ିୟୠୱ+ ܴୡ,ୟୠୱି ୧୬ୱ)

ିଵ൫ܶ ୧୬ୱ− ୮ܶ൯+
ୟୠୱିܣ ୲୳ୠୣ

ୟୠୱܣ
ܷଶ( ୤ܶ− ୮ܶ)]

对于这两个方程，假设൫ܶ ୮ − ୟܶ൯/൫ܶ ୥− ୟܶ൯在其稳态值保持不变，即假设如下关系

成立：

ܷୟି୥൫ܶ ୥− ୟܶ൯= ܷଵ൫ܶ ୮ − ୟܶ൯

假设 ୟܶ为常数，可以得到

d ୥ܶ

dݐ
=

ܷଵ
ܷୟି ୥

d ୮ܶ

dݐ

将上式代入到光伏层能量方程，可以得到关于光伏电池温度的微分方程：

୮(ܥ݉)] +
௎భ

௎౗షౝ
୥(ܥ݉) +

௎య

௎౗ష౟౤౩
[୧୬ୱ(ܥ݉)

ப ౦்

ப௧
= −ܩ]୮ܣ ܧ ୪ୣୣ + ܷଵ൫ܶ ୟ− ୮ܶ൯+ ܷୟି ୧୬ୱ൫ܶ ୟ− ୮ܶ൯+

஺౗ౘ౩ష౪౫ౘ౛

஺౗ౘ౩
ܷଶ( ୤ܶ− ୮ܶ)]



2.2 有限体积模型

PV/T 设备中的顶层玻璃吸收了一小部分的太阳辐射，导致温度升高，其余部分分布

到光伏组件和周围环境当中。顶层玻璃的能量守恒方程为：

୥ߩ୥ߜ୥ܥ
ப ౝ்

ப௧
= ܩ୥ߙ + ℎ୴,୥ି ୟ൫ܶ ୟ− ୥ܶ൯+ ℎ୰,୥ି ୟ൫ܶ ୱ୩୷− ୥ܶ൯+ ℎ୴,୥ି ୮൫ܶ ୮ − ୥ܶ൯+ ℎ୰,୥ି ୮൫ܶ ୮ − ୥ܶ൯+ ୥݇ߜ୥(

பమ ౝ்

ப௫మ
+

பమ ౝ்

ப௬మ
)

为了减少计算的复杂性，将由玻璃、EVA、PV 等组成的光伏组件视为一个整体组件，

光伏组件的能量守恒方程为：

୮ߩ୮ߜ୮ܥ
ப ౦்

ப௧
= ୥߬ܩ − ܧ ୪ୣୣ + ℎ୴,୥ି ୮൫ܶ ୥− ୮ܶ൯+ ℎ୰,୥ି ୮൫ܶ ୥− ୮ܶ൯+ ℎୡ,୮ିୟୠୱ൫ܶ ୟୠୱ− ୮ܶ൯+ ୮݇ߜ୮(

பమ ౦்

ப௫మ
+

பమ ౦்

ப௬మ
)

其中，单位面积光伏电池的电力输出ܧ ୪ୣୣ由光伏电池效率计算：

ܧ ୪ୣୣ = ୥߬ܩh
୰ୣ ୤
[1 − )ߚ ୮ܶ − ୰ܶୣ ୤)]

对于 PV/T 模块中的吸收层，能量守恒方程为：

ୟୠୱߩୟୠୱߜୟୠୱܥ
ப்౗ౘ౩

ப௧
= ℎୡ,୮ିୟୠୱ൫ܶ ୮ − ୟܶୠୱ൯+ ℎୡ,ୟୠୱି ୧୬ୱ( ୧ܶ୬ୱ− ୟܶୠୱ) +

஺౗ౘ౩ష౪౫ౘ౛

஺౗ౘ౩
ℎୡ,ୟୠୱି ୲୳ୠୣ( ୲ܶ୳ୠୣ− ୟܶୠୱ) + ୟ݇ୠୱߜୟୠୱ(

பమ்౗ౘ౩

ப௫మ
+

பమ்౗ౘ౩

ப௬మ
)

假设 PV/T 模块中每个平行管的热性能相同，只需要一个管子的能量守恒方程：
஠(஽౥

మି஽౟
మ)

ସ
୲୳ୠୣߩ୲୳ୠୣܥ

ப்౪౫ౘ౛

ப௧
= ℎ୴,୲୳ୠୣି ୤πܦ୧( ୤ܶ− ୲ܶ୳ୠୣ) + ℎୡ,୲୳ୠୣି ୧୬ୱ(1 +

஠

ଶ
)୭ܦ( ୧ܶ୬ୱ− ୲ܶ୳ୠୣ) + ℎୡ,ୟୠୱି ୲୳ୠୣܦ୭( ୟܶୠୱ− ୲ܶ୳ୠୣ) +

୲݇୳ୠୣ
஠(஽౥

మି஽౟
మ)

ସ

பమ்౪౫ౘ౛

ப௬మ

PV/T 模块中流体的能量守恒方程由管与管内流体之间的对流换热和沿管方向的热

传导组成，方程如下所示：

πܦ୧
ଶ

4
୤ߩ୤ܥ

∂ ୤ܶ

ݐ∂
= ℎ୴,୲୳ୠୣି ୤πܦ୧( ୲ܶ୳ୠୣ− ୤ܶ) +

πܦ୧
ଶ

4
n୤ܥ୤ߩ୤

∂ଶ ୲ܶ୳ୠୣ

ଶݕ∂

PV/T 设备背部的隔热层与上面的吸收层、管道和周围环境交换热量，能量守恒方程

为：

୧୬ୱߩ୧୬ୱߜ୧୬ୱܥ
∂ ୧ܶ୬ୱ

ݐ∂
= ℎ୴,୧୬ୱି ୟ( ୟܶ− ୧ܶ୬ୱ)+ ℎୡ,ୟୠୱି ୧୬ୱ( ୟܶୠୱ− ୧ܶ୬ୱ) +

୧୬ୱିܣ ୲୳ୠୣ

ୟୠୱܣ
ℎୡ,୧୬ୱି ୲୳ୠୣ( ୲ܶ୳ୠୣ− ୧ܶ୬ୱ) + ୧݇୬ୱߜ୧୬ୱ(

∂ଶ ୧ܶ୬ୱ

ଶݔ∂
+
∂ଶ ୧ܶ୬ୱ

ଶݕ∂
)

2.3 传热系数

PV/T 设备的集中参数模型和动态二维数学模型由一系列传热传导方程建立，这些方

程受各种传热系数的影响，包括有导热系数、对流系数和辐射系数。上述方程中的所有

系数由以下公式给出。

2.3.1 导热系数

由于假设每个离散节点的温度是均匀的，并且由中心的温度表示，相邻层的导热系

数由下式表示：

ℎୡ，୧ି ୨=
1

௜ߜ
2 ୧݇

+
୨ߜ

2 ୨݇

2.3.2 对流传热系数

玻璃盖或隔热层与环境之间的对流传热被视为平板与无限外部空间之间的自然通

风。相应地，与风速有关的对流传热系数由下述经验公式导出[12]：

ℎ୥୪ୟୱୱି ୟ୫ ୠ = 2.8 + ୵ݒ3.0 ୧୬ୢ

通过玻璃盖下的空气间隙的对流传热系数由以下公式估算：



ℎ୴,୥୪ୟୱୱି ୮୴ =
ܰ୳౗ ∙ ୟ݇

ୟߜ

其中的努塞尔数由经验公式表示[12]：

ܰ୳౗ = 1 + 1.44[1 −
1708

ୟߜܴܽ ߚݏܿ݋
]ା ቈ1 −

ݏ݅)1708 ଵ.଺଺(ߚ݊

ୟߜܴܽ ߚݏܿ݋
቉+ [

(ܴܽܿ ଴.ଷଷ(ߚݏ݋

5830
− 1]ା

该参数适用于设备的倾角范围在 0°到 70°之间，+表示仅考虑正值。ܴ ܽ可以表示为：

ܴܽ=
ୟߜݐ∆୴ߙ݃

ଷ

ݒܽ

其中，݃是重力加速度，ߙ୴表示体积膨胀系数，∆ݐ表示温差，a 是热扩散率，v 是运

动粘度。

管内流体的对流传热系数由下式计算：

ℎ୴,୲୳ୠୣି ୤=
ܰ୳౜ ∙ ୤݇

୧ܦ

本研究中管内流体的层流和紊流的努塞尔数由下式估算[12]：

ܰ୳౜ = 4.364，ܴ݁< 2300

ܰ୳౜ = 0.023ܴ݁଴.଼ܲݎ଴.ସ，ܴ݁> 2300

2.3.3 辐射传热系数

辐射传热系数，包括玻璃盖与天空之间的辐射换热系数，以及玻璃盖与 PV/T 设备

中的 PV 模块之间的辐射换热系数。

玻璃罩与天空之间的辐射传热系数由以下方程给出[12]：

ℎ୰,୥୪ୟୱୱି ୱ୩୷ = )୥ߝߪ ୥ܶ
ଶ + ୱܶ୩୷

ଶ )( ୥ܶ + ୱܶ୩୷)

其中，ߝ௚是玻璃盖的发射率，天空的温度由关系式进行评估：

ୱܶ୩୷ = 0.0552 ୟܶ୫ ୠ
ଵ.ହ

玻璃盖与光伏组件之间的辐射传热系数由下式给出[4]：

ℎ୰,୥୪ୟୱୱି ୮୴ =
)ߪ ୥ܶ

ଶ + ୱܶ୩୷
ଶ )( ୥ܶ + ୱܶ୩୷)

1
୥ߝ

+
1
୮୴ߝ

− 1

2.4 设备性能分析

2.4.1 能量分析

PV/T 设备的电效率，即光伏电池组件的发电量与总入射太阳辐射的比值，计算公式

如下：

ߟୣ ୪ୡ =
ܧ ୪ୣୡ，୲୭୲

ܩୡܣ

PV/T 集热器中的有用热能，被管内的水带走，由下式计算得出：

ܳ୲୦ = ݉ሶܥ୤( ୤ܶ,୭୳୲− ୤ܶ,୧୬)

相应地，热效率计算如下：

୲୦ߟ =
ܳ୲୦
ܩୡܣ

=
݉ሶܥ୤( ୤ܶ,୭୳୲− ୤ܶ,୧୬)

ܩୡܣ

3 模型验证



在 Matlab2022b 上开发了上述的两种模型的数值模拟程序，基于隐式时间格式对两

种动态模型进行离散化和求解，直到收敛值低于 10-6，计算一直持续到模拟时间结束。

在本研究中,对同一组设备参数分别使用有限体积法和集中参数法，分别计算两种模

型下的 PV/T 设备效率曲线。此外，为了简化计算，整个光伏组件被视为一个整体组件，

其标称效率为 15%，光伏组件的温度系数为-0.45%，标准状态太阳电池的温度取 25℃。

陈等人[3]建立了 PV/T 集热器的综合热电模型，对 PV/T 集热器的二维温度分布和动

态响应特性进行了讨论和比较，并为了验证所提出的模型，制作并测试了 PV/T 太阳能

集热器。结果表明，数值结算结果与实验数据吻合较良好，电效率和热效率的最大相对

误差(RE)分别为 8.7%和 9.1%。本文将此作为参考比较数据结果。图 4 显示了在不同工

作条件下使用有限体积法和集中参数法计算得到的模拟结果与参考结果的比较。

PV/T 集热器的电效率和热效率比较如图 4 所示。提出的 LPM 模拟结果与文献中的

实验值和 FVM 模型模拟结果吻合良好。电效率和热效率与实验值的最大相对误差 (RE)
分别约为 2.2% 和 9.6%。还有一点值得注意的是，使用集中参数法计算的热效率结果相

比有限体积法的结果要高，这是由于两个主要原因：（1）集中参数模型中对 PV/T 设备

上层玻璃的辐射损失的计算因为使用拟合公式计算而存在误差（2）相比有限体积模型，

集中参数模型对 PV/T 设备做了进一步的简化，其中的部分组件的传热行为做了简化处

理。

4 结果和讨论

PV/T 设备的性能取决于多种因素，包括天气条件和初始参数。在 PV/T 集热器的实

际应用中，太阳辐射是主要的动态变量，进水温度和质量流量是可以进行调控的变量。

本节详细分析了太阳辐射、进水温度和质量流量等主要参数对 PV/T 集热器电、热性能

的影响。

4.1 动态响应特性

在 PV/T 集热器的实际应用中，环境条件中的太阳辐射随时间变化频繁。设备对时

变参数的响应情况是长期运行的重要特征。时间常数通常应用于太阳能集热器的测试，

以此表示设备对辐射强度变化的动态响应。下式中所示的时间常数tୡ是指从初始状态达

图 4 仿真模型与实验结果对比



到最终稳定值的 63.2%(1-1/e)所经过的时间（T）[3]。

tୡ =
୤ܶǡ଴(t) െ ୤ܶǡ଴(0)

୤ܶǡ଴(∞)െ ୤ܶǡ଴(0)

通过对集热器施加辐射突变，计算出 PV/T 集热器流体出口温度的变化过程，如图 5
所示。边界条件如下：入口水温：25℃，环境温度：25℃，风速：2m/s，质量流量：0.04kg/s,
太阳辐射在第 100s 从 0 变化到 1000W/㎡并保持 1000s 直到模拟结束。

FVM 模型和 LPM 模型计算得到的 PV/T 集热器时间常数值如表 1 所示。有限体积

方法与集中参数方法的计算结果相近，两种模型的时间常数都在 190s 左右，说明 PV/T
集热器的响应时间在使用文中提供的参数设置时是分钟级的。

表 1 动态响应特性

时间常数(s) 热效率 (%) 电效率(%) T୤,଴(℃)

FVM 190 51.18 12.76 31.19
LPM 197 51.66 12.92 31.21

4.2 外界条件的影响

4.2.1 太阳辐射

PV/T 集热器表面接收到的太阳辐射同时影响电效率、热效率和设备的能量输出。图

6 显示了在不同太阳辐射强度下两种模型的流体出口温度和光伏电池电效率的计算结果，

其他运行条件保持不变：环境和进水温度均为 25℃，质量流量为 0.04kg/s，风速为 2m/s。

图 6 辐射强度对 PV/T 集热器性能的影响

图 5 出口水温随太阳辐射阶跃变化的响应曲线



由图 6 可以看出，随着太阳辐射强度的增加，流体出口温度在 PV/T 集热器获得更

多热量的同时也逐渐增加，FVM 模型和 LPM 模型拥有相同的趋势。其中在 200W/㎡时

两种计算结果的相对误差值最大，为 3.51%，随着太阳辐射强度的增加，两种模型计算

结果的误差逐渐减小，在辐射强度 1000W/㎡时达到最小，为 0.13%。

这可以由两个方面来解释：（1）在低辐射强度时，上层玻璃对外界环境的辐射换热

损失起主导作用，因为在 LPM 模型中对辐射换热损失采用拟合公式计算，因此在低辐

射强度时存在误差。（2）在 LPM 模型中对光伏电池和吸热层及其以下部分做了简化处

理，因此对 PV/T 设备的热阻计算值较小，从而导致在低辐射强度下出口水温较高。

4.2.2 质量流量

在影响 PV/T 设备运行性能的外部条件中，质量流量和进水温度属于可以进行调节

的变量，因此研究不同质量流量和进水温度对 PV/T 集热器运行性能的影响对于优化

PV/T 设备运行性能是有重要意义的。如图 7 所示，质量流量在 0.005kg/s 到 0.05kg/s 之
间变化，FVM 模型和 LPM 模型的热效率和电效率的最大相对误差分别为 2.36%和 2.58%。

如图 7 所示，在质量流量小于 0.01kg/s 时，随着质量流量的增加，PV/T 设备的电效

率迅速增加，此时质量流量对 PV/T 设备的传热过程和温度分布起着主要作用，当质量

流量达到 0.04kg/s 时，PV/T 集热器的电效率的变化趋于平缓。当质量流量低于 0.02kg/s
时，PV/T 设备的热效率随着质量流量的增加迅速增加，当质量流量达到 0.04kg/s 后，热

效率的增加也开始变的趋于平缓。LPM 模型模拟计算的 0.04kg/s 的质量流量与太阳能热

系统设计中约 0.02kg/(s·㎡)的经验值一致。

4.2.3 入口水温

图 8 显示了光伏电池温度和电效率在进水温度从 25℃到 50℃的分布。当进水温度

较高时，PV/T 设备中流体的吸热能力降低，带走的热量较少，换句话说，此时更多的热

能被传导到光伏电池当中，这导致光伏电池温度从 34.45℃升高到 52.86℃，FVM 模型和

LPM 模型两种计算结果的最大相对误差为 7.39%，电效率从 12.93%降低到 11.81%，降

图 7 质量流量对 PV/T 集热器性能的影响



低了 1.12%，两种模型计算结果的最大相对误差为 1.72%。同时，由于 LPM 模型相较

FVM 模型对于设备中的热传导过程和非稳态项的计算较为简化，可以从图 8 中看到，

LPM 模型的光伏电池温度计算结果一直低于 FVM 模型。

如图 8 所示，随着进水温度升高，进水温度和出口水温之间的温差从进水温度 25℃

时的 6.15℃下降到进水温度 50℃时的 1.94℃，流体从 PV/T 集热器中带走热能的能力逐

渐减小。进出口水温在偏离设备预定工作的条件后两个模型的计算误差开始增大。热效

率从 51.22%下降到了 16.24%，几乎线性下降了 34.98%。

4 结 论

建立了 PV/T（光伏热）设备的瞬态二维模型和基于 PV/T 有效热容计算的集总参数

模型。对两种模型在不同运行条件下光伏组件的能量和火用进行了比较分析。

(1) 本文开发了 PV/T 设备的二维离散模型和集中参数模型，并比较了它们在工作温度和

时间常数方面的差异。结果表明，考虑到计算效率和计算过程的简化，集总参数模型

可以作为评估 PV/T 设备性能的有效工具。然而，二维离散模型可以提供更详细和准

确的温度分布信息，这对于更深入地理解 PV/T 设备的工作原理和性能优化仍然很重

要。

(2) 在这两种模型中，PV/T 设备在不同辐照条件下出口水温最大相对误差为在 200W/m²
时的 3.51%，并且随着辐照强度增加，这个误差逐渐减小，分析产生这个误差的原因

有两个：使用拟合公式计算辐射换热系数以及进一步简化 PV/T 集热器的传热过程。

(3) 结果表明，随着质量流量的增加，流体和 PV/T 装置之间的对流传热增强，导致 PV
电池的快速冷却，并提高了电效率和热效率。在一定的质量流量（本研究中为 0.04kg/s）
时，由于更高的流速增强了工作流体与设备之间的传热，光伏电池和流体出口的温

度达到了稳定状态，在两个模型中都观察到了相同的趋势。

(4) 入口水温对 PV/T 集热器性能的影响在两种模型中误差较小，且入口水温接近环境温

度(本文为 25℃)时，整个 PV/T 集热器能获得最佳性能。

本文提出了一个简化的集中参数模型计算 PV/T 集热器的运行性能，并为 PV/T 设备

的能量性能提供了详细的分析，这些分析有助于理解 PV/T 技术，并为优化其在可再生

能源系统中的设计和运行提供指导。

图 8入口水温对 PV/T 集热器电、热性能的影响
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摘要：光合藻类微生物燃料电池(Photosynthetic algal microbial fuel cell，PAMFC)是将光合藻类引入微生

物燃料电池（Microbial fuel cell，MFC）阴极室，通过在 MFC 阴极室引入小球藻构建 PAMFC，在长时

间光照影响下阳极室菌液逐渐呈粉色向红色转变。为探明光照及红色菌液对 MFC 的影响，本文利用红

色菌悬液（Red）和白色菌悬液（Vol）分别构建 MFC，研究得到 Vol-MFC 和 Red-MFC 的产电性能；

并进行 16S rDNA 扩增子测序，确定种群分布。结果显示，以 Vol 构建的 MFC（Vol-MFC）输出电压达

到了 588.9mV，远高于 Red-MFC 的输出电压 488mV，同时 Vol-MFC 具有更长的运行时长。与 Red-MFC

相比，采用菌悬液 Vol 为阳极微生物的 Vol-MFC 具有更高的产电能力。 

关键词：微生物燃料电池；光合细菌；微生物；产电性能；生物能源 

 
0 前言 

伴随着经济的增长，环境问题和能源问题成为国家关注的焦点。“双碳”目标（即在 
2030 年前完成碳达峰，2060 年前达到碳中和）是党中央在深思熟虑以后做出的重大战

略部署，也是为了应对全球的气候变化做出的庄严承诺。近年来，我国正在寻求更具可

持续性、包容性和韧性的经济增长方式，已经具备了实现 2030 年前碳排放达峰的客观

条件。“双碳”目标的提出将我国的绿色发展、可持续发展之路提升到了新的台阶，“双

碳”目标的完成将会成为未来几十年内社会经济发展经济建设的主基调之一。顺利实现

“双碳”目标需要国家机关通过政策性的引导，同时也需要能源技术的不断革新。加强

可再生能源和能效方面的新技术开发应用，探索可持续发展新能源，通过发展关键负排

放技术，包括自然减排措施，碳捕获碳封存措施等，增加减排潜力[1, 2]。 
微生物燃料电池（Microbial fuel cell，MFC）以电化学活性生物膜为催化剂直接将污

水中丰富的化学能转化为电能，具有清洁高效、安全无污染且反应条件温和的特点，近

年来受到了广大学者的关注和研究[3]。 
早在 1910 年，英国植物学家 Potter 发现在厌氧条件下酵母菌可以产电，自此拉开了

MFC 研究的序幕[4]。21 世纪以来，针对微生物燃料电池的研究越来越多，并取得了一系

列的重要成果[5-11]。随着 MFC 不同方向研究的不断深入，生物阴极微生物燃料电池受



到了学者的广泛关注[12]。藻类作为公认的高效的“太阳能转换器”，可以通过光合作用达

到固定二氧化碳的效果。将光合藻类引入 MFC 构建光合藻类微生物燃料电池

（Photosynthetic algae microbial fuel cell，PAMFC），由于光合藻类通过光合作用产生的

O2可以作为电子受体，所以 PAMFC 阴极不需额外机械供氧的情况下工作。采用光合藻

类作为生物阴极，与传统的对阴极进行机械供氧相比，将光合藻类作为 MFC 的阴极时，

阴极室的溶解氧浓度最高可达 20mg/L，这要高于机械供氧的溶解氧浓度[13]。 
本课题组在 MFC 阴极室引入小球藻构建 PAMFC，在 1000Lux 光照条件下长期运

行，发现阳极室微生物菌液从白色向粉色转变直至变为大红色，原因是阳极室中光合菌

群的种群比例增大。微生物在 MFC 阳极通过呼吸作用消耗有机物产生电子，而光合微

生物在阳极可以通过自身光合作用或者呼吸作用产生电子直接产电，或者通过光合作用

产生氢气作为阳极底物间接产电。微生物是影响 MFC 产电性能的关键因素之一[14]，阳

极室微生物中光合微生物数量的增多对 MFC 性能的影响仍不明确。 
为此，本文通过将红色菌悬液 Red 和白色菌悬液 Vol（如图 1 所示）分别构建 MFC

（Red-MFC 和 Vol-MFC），研究长期光照驯化的红色光合菌群对 MFC 的产电性能的影

响，为构建 PAMFC 做前期准备。 

1 实验 

1.1 材料与方法 

构建了双室 MFC，阴极阳极体积均为 50ml，采用 CMI-7000S 阳离子交换膜（购自

美国 MI 公司）将两室分隔开（如图 2 所示）。采用 2×2cm 碳毡作为阳极和阴极两个电

极，电极在使用前采用丙酮浸泡 3h，去除表面油渍等杂质，去离子水冲洗干净，60℃烘

干备用。菌种来源于北京工业大学住宅的化粪池，以葡萄糖为碳源驯化三个月以上，白

色菌悬液 Vol 置于黑暗环境培养，红色菌悬液 Red 在培养 PAMFC 时光照下阳极室获得，

采集后置于光照 1000Lux，25℃驯化培养。化学试剂为分析纯，均购自北京通广精细化

工公司，实验用水均为去离子水。 
1.2 MFC 的运行 

本文中平行运行两组 MFC 反应器，均以浓度为 1g/L 的葡萄糖（Glu）为底物。在实

验开始时，分别将两种菌悬液各接种 10ml 并放入两个 MFC 阳极室，然后将阳极液注入

图 1  红色菌悬液 Red 和白色菌悬液 Vol 图 2  MFC 结构示意图 



阳极室，将阴极液加入阴极室，构建形成 Red-MFC 和 Vol-MFC。阴、阳极液成分如表 1
所示。利用钛丝分别将阴极、阳极引出与外接负载电阻（1kΩ）连接构成电流回路。输出

电压使用数据采集仪（34970A，Agilent）以 10min/次的频率自动采集并记录。MFC 运行

时置于 25℃恒温箱中保持恒温，其中 Red-MFC 置于 1000Lux 光照下，Vol-MFC 置于黑

暗条件下。当 MFC 的输出电压小于 50mV 时更换阴极液、阳极液。 
表 1   MFC 阴、阳极液成分[3] 

 药品 浓度（g/L） 

阳极液 

Na2HPO4·12H2O 14.32 

KH2PO4 1.36 

NH4Cl 0.5 

NaCl 0.1 

MgSO4 0.1 

CaCl2·2H2O 0.02 

阴极液 

K3[Fe(CN)6] 32.9 

Na2HPO4·12H2O 14.32 

KH2PO4 1.36 

1.3 测试方法 

循环伏安法（cyclic voltammetry, CV）在电化学工作站（Autolab，瑞士万通）上完

成。CV 最常用的电极表征方法之一，能够对电极表面发生氧化还原反应的容易程度进

行表征[15]。采用原位测量方法，待电池运行稳定后且升到最大电压时将其开路，直至开

路电位（open circuit potential, OCV）稳定，再开始测量。在阳极室插入 Ag/AgCl 参比

电极，使其位于阳极电极与阳离子交换膜之间且靠近阳极处，阳极为工作电极，阴极为

辅助对电极[3]。 
16S rDNA 扩增子测序（16S rDNA Amplicon Sequencing）技术能够分析微生物种群，

鉴定优势产电微生物菌种。16S rRNA 位于原核细胞核糖体小亚基上，包括 10 个保守

区域（Conserved Regions）和 9 个高变区域（Hypervariable Regions），其中保守区在细

菌间差异不大，高变区具有属或种的特异性，随亲缘关系不同而有一定的差异。因此，

16S rDNA 作为揭示生物物种的特征核酸序列，被认为是最适于细菌系统发育和分类鉴

定的指标。16S rDNA 扩增子测序，通常是选择某个或某几个变异区域，利用保守区设

计通用引物进行 PCR 扩增，然后对高变区进行测序分析和菌种鉴定，16S rDNA 扩增子

测序技术已成为研究环境样品中微生物群落组成结构的重要手段[16, 17]。 
2 结果与讨论 

2.1 微生物种群分析 

依据取样的不同，将两个测序样品分别命名为 Vol 和 Red。其中 Vol 取自以葡萄糖

为底物黑暗条件下运行的 MFC 的白色阳极液；Red 取自以葡萄糖为底物 1000Lux 光照

强度 25℃条件下的 PAMFC 的红色阳极液，两个样品均为 5mL，送检。稀释曲线可以直

观的反映测序数据量的合理性，并间接反映样品中物种的丰富程度，当曲线趋向平坦时，

说明测序数据量渐进合理，更多的数据量只会产生少量新物种；反之表明不饱和，增加



数据量可以发现更多新物种[18]。如图 3 所示，从图中可以看出，随着取样数量的增加，

两个样品所含有的物种数均有一个较大幅度的提升，而后趋于稳定，能够说明后续的实

验数据可信度较高。 
图 4 展示了 Red 和 Vol 两个样品在门水平上的物种相对丰度柱形图。如图所示，两

个样品中的菌种比例不完全一致，但是其中优势菌种归属相同的门，这归结于样品微生

物的碳源相同，均为葡萄糖。结果显示，Proteobacteria门的微生物在两个样品中均为含

量最高的菌种。图 5 展示了 Red 和 Vol 两个样本在属水平的相对丰度。结果显示，样品

Red 群落中 Escherichia-Shigella为占优菌株，样品 Vol 群落中 Pseudomonas为占优菌株。

经过长期光照驯化后，随着电极表面电化学反应的进行，适合在光照条件下的生存的产

电菌逐渐具有种群优势，不适菌种逐渐淘汰，样品 Red 中 Arcobacter 属种群占比约为

29.85%，在样品 Vol 中该属占比不足 0.43%，该属大多数为呈现粉色至红色颜色的光合

细菌菌液，正是由于 Arcobacter属种群丰度的提升导致样品 Vol 菌悬液变为红色。在样
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图 3  稀释曲线图 

图 4  Red 和 Vol 在门水平上的种群相对丰度柱状图 



品 Vol 中各菌株的相对丰度差别不大，具有更广泛的种群多样性。 

 
2.2 MFC 的性能 

表 2 所示为本文 MFC 的运行条件。 
表 2  MFC 运行条件 

 Red-MFC Vol-MFC 
电极 碳毡（2×2cm） 

阳极液、阴极液成分 如表 1 
运行温度 25℃ 
阳极微生物 菌悬液 Red 菌悬液 Vol 
环境光照 1000Lux 黑暗 

2.2.1 MFC 输出电压 

图 5  Red 和 Vol 在属水平上的种群相对丰度柱状图 



图 6 为 Vol-MFC 和 Red-MFC 电压输出曲线，从图中可以看出 Vol-MFC 在接种后

的 293h 启动成功，而 Red-MFC 的启动时间超过了 1096h，大约是 Vol-MFC 启动时间的

3.7 倍。Red-MFC 的启动时间明显长于 Vol-MFC。这表明 Vol 中含有的微生物在黑暗条

件下生物膜生长更快，微生物的生化反应水平更快，产生电子速度更快。从输出电压上

看，在启动后的第三个周期 Vol-MFC 达到了最高的输出电压 588.9mV，而 Red-MFC 的

最大输出电压仅为 488.1mV，比 Vol-MFC 的输出电压低了 17.12%。在稳定周期运行时

间上看，Vol-MFC 最小周期为第二周期，周期时长为 71h；从第三周期开始周期时间逐

渐增加，在启动后稳定运行第五周期运行时间达到了 308h，而 Red-MFC 的启动后的周

期时长最多仅可以达到 85h（第三周期）。以上结果说明光照诱导后的 Red 菌群的光合细

菌比例提高，降低了 MFC 的产电性能。 
2.2.2 循环伏安曲线分析 

循环伏安法可以用来考察微生物种群的电化学活性[3]。CV 测试前，将 MFC 外接

电阻断开，静置至开路电压稳定。图 7 为 Red-MFC 和 Vol-MFC 两个电池的循环伏安曲

线。从图 7 可以看出两个 MFC 都显示出一对明显的氧化还原峰，其中 Red-MFC 产生

的电流范围更小，产生的电压范围也更窄。这说明与 Red 菌悬液相比，黑暗的阳极环

境可以有效帮助建立更多样化和更稳定的阳极微生物群落，会极大的促进阳极中不同菌

种的相互协调作用，从而提高阳极生物膜的生物电催化能力。以 Vol 菌悬液构建 MFC
产生的阳极生物膜具有更强的电化学活性，即有更强的向外输出电子的能力。 

3 结  论 

MFC 在光照条件下长期运行，其阳极室微生物菌液从白色向粉色转变直至变为大红

色，为探究红色菌悬液 Red 与白色菌悬液 Vol 的种群组成不同和产电性能的优劣，本文

分别以白色菌悬液 Vol 和红色菌悬液 Red 为阳极微生物，构建了 Vol-MFC 和 Red-MFC，
通过 Red-MFC 和 Vol-MFC 的运行性能的结果对比分析，得到以下结论： 

（1） Vol-MFC 的整体性能明显好于 Red-MFC，产电能力更优。Vol-MFC 的输出电

压是 588.9mV，高出 Red-MFC 的输出电压 20.65%。  
（2） Red-MFC 的启动时间为 1096h，是 Vol-MFC 启动时间（293h）的 3.7 倍，并

且输出最高电圧仅为 488.1mV，明显低于 Vol-MFC。 
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（3） Vol-MFC 具有更长的稳定周期，最多高达 308h，远远高于 Red-MFC 的 85h。 
（4） 通过 16S rDNA 扩增子测序技术发现光照培养后的阳极红色产电菌群 Red 中

红色光合细菌种群比例明显提高，种群多样性降低；在黑暗条件下的白色菌悬液 Vol 具
有更到的种群多样性。 

（5） 黑暗的阳极环境可以有效帮助建立更多样化和更稳定的阳极微生物群落，会

极大的促进阳极中不同菌种的相互协调作用，从而提高阳极生物莫的生物电催化能力。

证明阳极微生物在黑暗条件下的混合菌种更有利于 MFC 的运行，为小球藻 PAMFC 阳

极构建提供了研究依据。 
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摘要：为研发与第三代太阳能热发电技术相匹配的高温传热蓄热熔盐材料，选取相同阳离子的 NaNO3、

NaOH 和 Na2CO3三种熔盐作为研究对象，基于相图理论开展 NaNO3-NaOH-Na2CO3体系的共晶点理论

计算和相图预测。结果表明，通过 Direct 法计算得到该三元系共存在一个共晶点，而 Factsage 软件模

拟预测该三元系共存在四个共晶点，选取熔点最低的共晶点(E3)所对应的混合盐作为优选盐，优选盐熔

点为 237.1 ℃，分解温度为 642.5 ℃，平均比热容为 1.55 J/(g·K)，符合作为中高温传热蓄热材料的要求。

关键词：熔盐；相图；相同阳离子；太阳能热发电

0 前言

能源与环境问题始终是人类社会发展过程中的两大难题，随着人类生态保护意识的

加强以及市场经济的进一步深入发展，走可持续性发展道路将是人类的必然选择。将熔

盐储热技术和聚光式太阳能高温热发电技术相结合，可以提供连续稳定并且可调节的高

品质电能，在解决供需不匹配以及提高能源系统性能方面发挥着重要作用。为了进一步

提高太阳能热发电系统效率，美国国家可再生能源实验室(NREL)提出了具有更高运行温

度的第三代太阳能热发电技术路线图，需要研发与之相匹配的 600~800 ℃高温传热蓄热

熔盐工质[1-3]。

在此背景下，熔盐成为太阳能热发电技术的首选工质，目前太阳盐(NaNO3-KNO3)

在商业化太阳能热电站中已经取得了成功的运行经验，国内外熔盐的研究方向大多集中

于相同阴离子体系如混合硝酸盐、碳酸盐等研究，但混合硝酸盐存在使用温度范围窄的

缺点，混合碳酸盐存在熔点偏高的问题，均不能满足下一代太阳能热发电技术的需求。

传统的熔盐筛选一般是通过正交实验法等进行试错，中高温熔盐筛选实验需要在高

温并且有惰性气体参与的情况下进行样品测量，实验测试耗时费力，大大降低了筛选新

型熔盐的效率。相图计算理论(CALPHAD)可以避免传统实验测定的局限性，引入相图计



算后可以减少中高温熔盐筛选实验的盲目性，缩短实验周期。Mantha 等[4]通过建立热力

学模型预测了 LiNO3-NaNO3-KNO3体系中的共晶组成及温度。Sergeev 等[5]利用亚正规

溶液模型建立了 Ca(NO3)2–NaNO3 体系的热力学数据库，认为组成为 45 mol%

Ca(NO3)2–55 mol% NaNO3时，体系具有 225 ℃的共晶温度。任楠[6]基于相图基本原理，

通过实验测定了多个二元硝酸盐体系相图，基于混合熔盐热力学模型，借助文献[7]中已

有的过剩自由能函数的经验表达式和文献[8]中熔化自由能的经验表达式，对由 LiNO3、

NaNO3、KNO3和 Ca(NO3)2所组成的四个三元系和一个四元系的共晶点进行了理论预测，

结果证明采用 Direct 法计算得到的混合物共晶点与实验值误差不超过 2%，预测具有较

好的准确性。综合上述研究，基于相图计算原理来指导熔盐的配置对于多元混合熔盐的

筛选具有很重要的参考意义。

由于相同阴离子体系组分之间的相互作用相对简单，公开报道的大多数熔盐的研究

都集中在相同阴离子体系。但近年来，相关学者对相同阳离子熔盐体系的研究层出不穷。

Kenisarin 等[9]综述了上百种高温相变材料，列举了多个相同阳离子熔盐系统的研究。例

如，NaCl-NaF-NaNO3、NaOH-NaNO3‐NaCl 以及 NaCl-Na2CO3-NaOH 体系等，它们熔点

大多为 250-300 ℃，具有非常可观的潜热值，但作者未对混合熔盐的上限使用温度进行

介绍。Na 等[10]对相同阳离子 NaNO3-Na2CO3体系进行了实验研究，初步筛选出了工作温

度范围为 300-600 ℃的宽温域熔盐体系。相同阳离子混合熔盐可能具有较宽的工作温度

范围以及较高的上限使用温度和潜热值，可以作为非常有潜力的储能材料，但相关研究

文献较少，需要进一步的探索。

综上，目前公开文献报道的混合硝酸盐分解温度较低，混合碳酸盐熔点较高，且大

多为相同阴离子混合盐。本文基于相同阳离子的原则，创新地选取 NaNO3、NaOH、Na2CO3

三种熔盐作为研究对象，基于相图理论借助 Factsage 软件开展了 NaNO3-NaOH-Na2CO3

三元体系的共晶点理论计算和相图预测，并对该体系相图预测共晶点进行了实验验证。

完成了对相同阳离子 NaNO3-NaOH-Na2CO3 体系共晶点的理论计算、相图预测、共晶点

验证以及共晶盐的热物性测试，筛选出与第三代太阳能热发电技术相匹配的高温传热蓄

热熔盐材料。

1 相图热力学模型及实验

1.1 三元系相图理论计算热力学模型



本文以溶液热力学模型为基本原理，建立适合混合熔盐的热力学模型，通过纯组元

的热力学数据，利用子二元系过剩吉布斯自由能等过剩能数据，完成对

NaNO3-NaOH-Na2CO3熔盐体系共晶点温度及组成的理论预测[11]。

相图计算的基本原理通常采用的是能量最小化原则，即[12]：

minG G (1)

根据相平衡原理，在给定压力和温度的条件下，多组分体系中摩尔吉布斯自由能与

体系中各组分浓度关系的表达式如下[12]：

* E
m m

1 1
lni i i i

i i

N N

G x G RT x x G
 

     (2)

式中，Gm、G*
i 、GE

m分别为混合物质的摩尔自由能、理想摩尔自由能以及摩尔过剩自

由能，J/mol；N 为多元系组分数；xi为组分摩尔分数。

在共晶点处，体系中各组元的固相吉布斯能量和液相吉布斯能量相等，根据热力学

原理，纯组元的熔化吉布斯自由能为[13]：

m
fus m m

m m

( ) ( ln )p
H TG T T c T T T
T T

      (3)

式中，ΔGfus为物质熔化吉布斯自由能，J/mol；ΔHm为熔化焓，J/mol；Tm为熔化温

度，K；Δcp为组分相变前后的比热容差值，J/(mol∙K)。

由于文献[4]、[6]等通过使用 Direct 法成功实现了混合熔盐体系熔点的理论预测。本

文也使用 Direct 法将模拟计算获取的三个子二元系的过剩自由能拟合式直接相加得到三

元体系的混合过剩吉布斯自由能，如式(4)所示：

3 2 3 3 2 3

E E E E
m NaOH-NaNO NaOH-Na CO NaNO -Na COG G G G     (4)

三组子二元系摩尔过剩自由能数据可拟合成相关组分组成的函数，如式(5)-(7)所示。

3 3 3NaOH NaNO N
E
Na aOH NaNO NO830.02 3879.39( )G x x x   (5)

 
2 3 2 3

E
NaOH Na CO NaOH Na CO NaOH4338.01 1498.4G x x x   (6)

3 3 32 3 23 NaNO Na CO N
E
NaNO Na OCO aN8997.76 2936.15( )G x x x   (7)

综上，结合联立方程(1)~(7)可确定 NaNO3-NaOH-Na2CO3 体系在平衡状态下的共晶

点及组成。

1.2 实验设备与实验方案

1.2.1 实验原料与设备

本文选用的 NaNO3购买于北京益利精细化学品有限公司，NaOH、Na2CO3购买于福

晨(天津)化学试剂有限公司，均选择分析纯级的实验试剂，纯度均高于 99.0%。混合熔盐



样品的制备和热物性测试过程中使用的主要实验仪器如表 1 所示。

表 1 实验过程中的主要实验仪器

Table 1 Main experimental apparatus during the experiment

仪器名称 规格型号 生产厂家

鼓风干燥箱 101-3A 型 天津泰斯特仪器有限公司

微波马弗炉 CY-MU1400C-S 长仪微波科技有限公司

同步热分析仪 STA-449F3 德国耐驰公司

差式扫描量热仪 DSC3 梅特勒-托利多有限公司

高精度电子天平 XP504 梅特勒-托利多有限公司

1.2.2 样品制备

将干燥后的单组分盐采用高精度分析天平按照所需比例对样品进行称量并混合搅

拌，将配置好的混合盐放入微波马弗炉中，以 5 ℃/min 的升温速率将混合盐升温至 500 ℃

后恒温 3 h，待程序结束后静置 0.5 h 后将样品取出并冷却。将冷却后的块状样品放入超

微粉碎机进行粉碎，粉碎后的样品粉末放置在恒温干燥箱中备用。

1.2.3 样品热物性测试

(1) 熔点测试：

取 5~10 mg 某一混合比例的熔盐试样，置于测试坩埚内，采用差式扫描量热仪测试

样品的 DSC 曲线，升温程序设定为 35~450 ℃，升温速率为 5 ℃/min，使用氮气作为保

护气体和吹扫气体，气流速率设置为 50 mL/min。

(2) 分解温度测试：

取 5~15 mg 某一混合比例的熔盐试样，置于测试坩埚内，使用同步热分析仪测试样

品的 TG 曲线，升温程序设定为 30~800 ℃，升温速率为 5 ℃/min，选择氮气作为保护气

体，气流速率设置为 50mL/min。

(3) 比热容测试：

采用比热已知的蓝宝石作为标样，置于测试坩埚内，采用差式扫描量热仪设定升温

程序为 35~450 ℃，升温速率为 5 ℃/min，使用氮气作为保护气体和吹扫气体，气流速率

设置为 50 mL/min。取 5~10 mg 某一混合比例的熔盐试样，置于测试坩埚内，采用差式

扫描量热仪在同一温度程序和实验条件下进行实验，对比热已知的蓝宝石样品与比热未

知的熔盐试样的测量结果进行比较分析。

2 结果与讨论



2.1 三元系共晶点理论计算与模拟结果对比

由于相同阳离子体系 NaNO3-NaOH-Na2CO3 的研究数据较少，导致二元混合盐体系

的相图数据匮乏，本文通过 Factsage 软件 Equilib 模块获取过剩能等数据，通过软件对三

个二元系进行热力学模拟，可获得二元系NaNO3-NaOH、NaNO3-Na2CO3和NaOH-Na2CO3

的过剩吉布斯能。利用各二元体系的过剩吉布斯能得到三元系的总过剩吉布斯自由能，

经过理论计算初步得到 NaNO3-NaOH-Na2CO3三元系的最低共熔点温度为 228.0 ℃，共

熔点处对应的摩尔分数分别为 xNaNO3=35.0%，xNaOH=52.0%，xNa2CO3=13.0%。

完成对 NaNO3-NaOH-Na2CO3 熔盐体系的共晶温度和组成进行初步理论计算后，为

了获取完整的三元相图和共晶点，借助 Factsage 热力学软件，通过 Factsage 软件内部

FTsalt 数据库和已优化的模型对 NaNO3-NaOH-Na2CO3 三元体系开展热力学模拟计算，

最终获得完整的三元熔盐体系相图，如图 1 所示。

图 1 NaNO3-NaOH-Na2CO3三元相图

Fig. 1 Ternary phase diagram of NaNO3-NaOH-Na2CO3

如图 1 所示，通过相图软件预测得到 NaNO3-NaOH-Na2CO3三元体系共存在四个共

晶点，分别是共晶点 E1:264.4 ℃，共晶组成为 38.0 mol%NaNO3，59.6 mol%NaOH 和 2.4

mol%Na2CO3；共晶点 E2:257.9 ℃，共晶组成为 65.6 mol%NaNO3，33.1 mol%NaOH 和

1.3 mol%Na2CO3；共晶点 E3:255.1 ℃，共晶组成为 58.3 mol%NaNO3，40.2 mol%NaOH

和 1.5 mol%Na2CO3；共晶点 E4:256.1 ℃，共晶组成为 16.9 mol%NaNO3，79.3 mol%NaOH

和 3.8 mol%Na2CO3，将理论计算结果与软件模拟结果整理于表 2。由表 2 可知，上文中

通过建立热力学模型对 NaNO3-NaOH-Na2CO3体系共晶点组成(摩尔配比)的理论计算结

果比较接近相图软件预测的共晶点 E1 的组成结果，但理论计算出的碳酸钠所占有的摩

尔分数相比相图软件预测值较高，理论计算的共晶点温度为 228.0 ℃相对于相图软件预

测值 264.4 ℃(E1)偏低，误差率约为 13.8%。说明采用 Direct 法简化了组元间相互作用，

存在一定的误差，需要结合实验数据进一步对理论计算模型参数进行修正。



表 2 NaNO3-NaOH-Na2CO3三元系相图预测共晶点

Table 2 Phase diagram of NaNO3-NaOH-Na2CO3 ternary system predicting eutectic points

NaNO3-NaOH-Na2CO3 摩尔配比
预测共晶温度

(℃)

E1 0.380:0.596:0.024 264.4

E2 0.656:0.331:0.013 257.9

E3 0.583:0.402:0.015 255.1

E4 0.169:0.793:0.038 263.1

理论计算 0.350:0.520:0.130 228.0

2.2 熔点实验验证

本节按照 Factsage 软件模拟预测得到的 NaNO3-NaOH-Na2CO3体系共晶点 E1、E2、

E3、E4 的组成配比分别制备样品 1-4，利用差示扫描量热仪(DSC)对其进行了实验验证。

图 2~5 为相图预测共晶点多对应的熔盐样品的 DSC 测量曲线，结果表明，混合熔盐均在

235 ℃~270 ℃范围内出现了明显且单一的吸热峰，实现了完全熔融，证明共晶良好。

150 200 250 300 350

0

15

30

45

60

温度/°C

热
流

量
/(m

W
/m

g)

150 200 250 300 350

0

15

30

45

60

温度/°C

热
流
量

/(m
W

/m
g)

图 2 样品 1 的 DSC 曲线 图 3 样品 2 的 DSC 曲线

Fig. 2 DSC curve of sample 1 Fig. 3 DSC curve of sample 2
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图 4 样品 3 的 DSC 曲线 图 5 样品 4 的 DSC 曲线

Fig. 4 DSC curve of sample 3 Fig. 5 DSC curve of sample 4



表 3 总结了共晶点 E1、E2、E3 和 E4 所对应的熔盐样品的实测熔点、峰值点、终止

点和潜热值，以及该三元系共晶点温度的预测值与实测值的对比及误差。由表 3 数据可

知，四个样品熔点实测值均低于预测值，误差均控制在 20 ℃以内，证明相图软件预测

的三元系共晶温度与实验值基本吻合，进一步验证了相图计算方法在开发新型熔盐储热

材料中的可靠性。通过对比分析，共晶点 E3 所对应的混合熔盐(样品 3)熔点最低且共晶

良好，因此选为本文优选盐。

表 3 实验值与预测值对比

Table 3 Comparison of experimental and predicted values

样品
摩尔配比

NaNO3-NaOH-Na2CO3

熔点

(°C)

峰值点

(°C)

终止点

(°C)

潜热

(J/g)

熔点

模拟值

(°C)

误差

(°C)

1 0.380:0.596:0.024 258.5 265.7 268.9 248.0 264.4 5.91

2 0.656:0.331:0.013 239.6 246.1 250.9 235.0 257.9 18.31

3 0.583:0.402:0.015 237.1 244.0 249.7 244.0 255.1 17.96

4 0.169:0.793:0.038 248.8 258.6 264.9 249.6 263.1 14.29

2.3 分解温度测试

熔盐的分解温度是设定最大可用温度的一个重要参数，本节使用同步热分析仪对优

选混合熔盐的热重曲线进行测定，基于最大稳定性标准(即热重分析试验期间失去其无水

重量 3%的温度为其分解温度)分析得到样品的分解温度。优选出的混合熔盐样品 3(共晶

点 E3 所对应的熔盐样品)的热重曲线如图 6 所示。结果显示，样品的分解温度为

642.5 ℃(>600 ℃)，符合第三代太阳能热发电技术对工质的高温要求。
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图 6 样品 3 的的热重曲线

Fig. 6 Thermogravimetric curve of sample 3



2.4 比热容测试

比热是衡量熔盐传热蓄热性能的重要的物性参数。本节使用差示扫描量热仪对优选

混合熔盐的比热容进行测定。优选出的混合熔盐样品 3(共晶点 E3 所对应的混合熔盐)比

热容随温度的变化规律如图 7 所示。结果显示，优选盐的液态比热在 1.48 J/(g·K)~1.62

J/(g·K)范围内变化，平均比热容为 1.55 J/(g·K)，随着温度的升高，不同摩尔配比下的液

态比热与温度均呈一定的正相关关系，即随着温度的升高比热会有一定程度的增大。
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图 7 样品 3 的的比热曲线

Fig. 7 Specific heat curve of sample 3

4 结论

本文采用相同阳离子的原则，选取 NaNO3、NaOH、Na2CO3三种熔盐作为研究对象，

基于相图理论通过 Factsage 软件开展了对 NaNO3-NaOH-Na2CO3三元体系的理论计算和

相图预测，对该体系相图预测共晶点进行了实验验证，对优选出的共晶配比进行分解温

度和比热的测试，完成了对相同阳离子体系 NaNO3-NaOH-Na2CO3 共晶点的理论计算、

相图预测和实验验证以及共晶盐的热物性测试，结论如下：

(1) 建立了基于热力学原理的混合熔盐热力学模型，采用 Direct 法经过理论计算初

步得到 NaNO3-NaOH-Na2CO3三元系的共晶点为 228.0 ℃，共晶点处对应的摩尔分数分

别为 xNaNO3=35.0%，xNaOH=52.0%，xNa2CO3=13.0%。

(2) 为了更精确的指导熔盐配置，利用 Factsage 软件对三元体系进行相图预测，得

到 NaNO3-NaOH-Na2CO3三元体系的完整相图，结果显示该三元体系共存在四个共晶点。

(3) 利用差示扫描量热仪(DSC)对相图预测的四个理论共晶点进行了实验验证，DSC

结果显示四个熔盐样品均共晶良好，模拟预测值和实测值基本一致，共晶点 E3 所对应

的混合熔盐(样品 3)的熔点最低，为 237.1 ℃。

(4) 选用熔点最低且共晶良好的 E3 所对应的共晶盐(样品 3)作为优选盐，优选盐的



分解温度为 642.5 ℃，液态比热在 1.48 J/(g·K)~1.62 J/(g·K)范围内变化，平均比热容为

1.55 J/(g·K)，通过综合分析，该储热材料符合作为太阳能热发电工质的要求，后期将对

该盐的进一步测试，比如稳定性，以及腐蚀性测试等。
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水力悬浮微型泵空化特性研究及优化设计

韩家成，薛淞，左怀宇，邢冠英，洪涛，胡润，罗小兵*

（华中科技大学能源与动力工程学院，湖北 武汉 430074）

(Tel: 13971460283, Email: luoxb@hust.edu.cn)

摘要：本文采用 CFD 数值模拟和正交试验设计对自主研发的水力悬浮微型泵进行空化特性研究与抗空

化性能优化。通过数值模拟得到微型泵的空化特性曲线并对不同空化数下的空化流动特性进行分析，

选取叶轮进口直径、叶片厚度、吸水室直径、蜗壳基圆高度四个因素进行了正交试验优化，结果表明，

吸水室直径对微型泵综合性能影响较为显著。模拟发现吸水室直径增大可使垂直段涡流区显著减少；

实验测得优化后样机扬程提高了 5.20%，临界空化数减小了 59.6%。

关键词：空化特性；抗空化性能；正交优化；水力悬浮微型泵

0 前言

微型泵作为主动液冷系统中工质循环的核心驱动部件，直接决定着整个系统的散热

能力和可靠性。在各种微型泵中，离心泵凭借着扬程大、流量高和工艺成熟的优点成为

一个不错的选择[1]。当离心泵微型化时，需要提高其转速以获得更高的功率密度。然而

传统离心泵采用接触式轴承，接触式轴承存在磨损失效问题，且高转速会进一步加剧磨

损失效。为了解决这个问题，我们在前期工作中自主研发了一种采用非接触式轴承的水

力悬浮微型泵，依靠径向滑动轴承和轴向推力轴承共同作用使转子可以稳定地悬浮在流

体中而不与其他部件接触，从而彻底摆脱轴承磨损问题，微型泵可靠性和寿命大大提升
[2,3]。

然而在实际应用过程中发现，水力悬浮微型泵会出现离心泵不可避免的空化问题。

空化指的是离心泵在运行过程中，其过流部件的局部压力低于该温度的饱和蒸汽压时，

气泡的产生、发展和溃灭的过程。空化不仅会导致泵性能下降，引起压力脉动和噪声，

严重时还会剥削叶轮等关键部件，影响离心泵的运行[4,5]。对于该水力悬浮微型泵，由于

其超高的旋转速度，空化问题更为突出。因此，如何提高水力悬浮微型泵的抗空化性能，

已成为研究设计水力悬浮微型泵的重要内容。

国内外学者对泵的空化流动特性及抗空化性能提升展开了广泛的研究。泵空化流动

特性主要指空泡的发展及分布特性。Lu 等[6]通过数值模拟发现，在离心泵空化过程中，

空泡首先在叶片吸力面前缘生成，然后逐渐向下游流道扩展；而张等[7]对一轴流泵进行

数值模拟发现，随着空化的发展，空泡首先出现于叶片背面进口边轮缘处，然后逐渐向

叶片中部扩展，最终覆盖叶片背面。目前，离心泵抗空化性能提升主要通过改变叶轮进

口几何参数、改善叶片吸力面流动状态或加装辅助装置等方法来实现[8]。在改善流动状

态或加装辅助装置方面，赵等[9]提出在叶轮工作面布置凸起结构来减弱叶轮流道内近壁



面湍动能，模拟结果显示离心泵内空泡体积及压力脉动主频幅值均明显减小。Xu 等[10]采

用叶轮前置诱导轮的方案来对离心叶轮进口液体进行加压从而避免空化。由于微型泵的

叶轮尺寸在毫米量级，凸起结构的加工和诱导轮的布置难以实现，本文没有选用此类方

法。在叶轮进口几何参数优化方面，Pei 等[11]通过增大叶轮入口直径和叶片进口冲角提

高了泵的抗空化性能。但是几何参数还影响到泵的扬程和效率，提高抗空化性能的同时

可能引起扬程和效率的下降，且现有的参数优化只针对于叶轮或蜗壳的单因素设计，没

有考虑到叶轮和蜗壳的耦合作用，这在小尺寸的微型泵中更加不容忽视，因此需要综合

考虑叶轮和蜗壳的耦合作用对多个设计目标进行协同优化。

本研究中，我们首先通过数值模拟研究了水力悬浮微型泵的空化流动特性，分析了

空泡在微型泵内的发展及分布规律。基于对水力悬浮微型泵空化流动特性的分析，本文

选取了四个几何参数，设置了四参数三水平的正交方案，为了实现泵的扬程和抗空化性

能的多目标优化，定义了一个多目标因子F 为新的优化目标，最终得到四个几何参数的

最优组合。最后，通过对优化后的样机进行空化特性实验验证了优化效果。

1 模型建立与数值方法

1.1 模型建立

本文以水力悬浮离心式微型泵为研究对象，具体装配结构如图 1 (a)所示[12]。图 1 (b)
为微型泵空化仿真的计算域模型，为了对模型进行简化，整个计算域只包含蜗壳流道和

叶轮两部分。流体从微型泵进口处流入，经过吸水室变向后进入叶轮，接受高速旋转的

叶轮做功后进入蜗壳流道，最后从出口流出。

图 1 水力悬浮微型泵结构示意图与流体域模型 (a) 微型泵结构示意图 (b) 流体域模型

合理的网格划分可以保证计算速度和精度，在本研究中，非结构化的四面体网格被

用于整个流域，因为它们对复杂的几何形状具有良好的适应性。图 2 为网格无关性验证，

分别对流体域进行了 64~440 万等不同数量的网格划分，可以看到，随着网格数量的增

加，扬程也不断增加，当网格数量超过 280 万时，扬程波动范围小于 0.2%，满足网格无

关性的要求，因此最终选取网格数量为 280 万。



图 2 网格无关性验证

1.2 数值方法

数值模拟采用 ANSYS FLUENT，在本研究中，将空化流视为均质多相流，气液两相

间的滑移速度忽略不计；由于水力悬浮微型泵超高的转速，其重力相对较小，也可以忽

略不计[13]。

多相流的控制方程，即各相的质量守恒方程和混合物的动量守恒方程，可以写成以

下形式：
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其中 r ， iu ，  ，m 分别表示 相的体积分数、笛卡尔速度分量、密度和质量生

成率。 可以被 l和v替换，分别代表液相和气相。t ， ix 和P 分别代表时间、空间坐标

和压力， m 和 m 分别代表体积加权的混合物密度和粘度。

本研究中采用 Zwart-Gerber-Belamri (ZGB) 空化模型，该模型是从 Rayleigh-Plesset
方程推导而来的，现已被广泛用于捕捉空化特性，其表达式如下：
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其中 nucr 是成核部位的体积分数， BR 是成核点的半径， condF 和 vapF 是经验常数。模

型参数值为
610BR m ，

45 10nucr   ， 50vapF  和 0.01condF  。蒸发压力 vP 通常

根据测试温度选择为常数，但是一些研究表明，局部湍流脉动对空化流动也有很大影响
[14]，因此， vP 可修正为：

0.195v sat mP P k  (5)

其中 satP 是测试温度下的饱和压力， k 是湍动能。

1.3 计算设置

考虑到微泵中的强旋转和大流动曲率，湍流模型选择 Realizable k-ε 模型，Realizable
k–ε 模型已被广泛地用于包括旋转均匀剪切流、管道内流动等各种不同类型的流动模拟
[15]。模拟使用稳态求解器，对流项采用二阶迎风格式离散，压力-速度耦合采用 Coupled
算法，收敛标准为扬程和入口质量流率的变化率同时小于设定值。

进出口的边界条件分别指定为压力入口和质量流率出口，壁面采用无滑移条件，壁

面函数使用 Scalable 壁面函数。叶轮流域设置为运动坐标系，转速为 20000 r/min，蜗壳

域采用静止坐标系。在旋转域和静止域之间建立交界面以传输数据。

2 空化流动特性分析

在对流体域建模过程中进行了简化处理，忽略了从蜗壳流入电机的部分流体，因此，

需要引入一个扬程修正系数 0.80C  [13]。

thH C H  (6)

其中 H 为修正后的扬程， thH 为数值计算得到的扬程。

在对水力悬浮微型泵进行空化特性分析时，可以将入口压力和扬程通过以下公式转

化为无量纲形式的空化数和扬程系数：
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其中 tinP 为进口总压， 2u 为叶片出口的切向速度， g 为重力加速度。

图 3 展示了水力悬浮微型泵空化特性曲线的数值仿真结果。从图中可以看到，随着

空化数的减少，扬程系数整体呈现下降的趋势，在高空化数附近，扬程系数保持着基本



不变的趋势，当空化数减小到某一个临界值附近，扬程系数会急剧下降。临界空化数 c

是评价抗空化性能的一个重要参数，它对应于扬程系数下降 3%时的空化数，可以通过空

化前后两点线性插值得到，临界空化数越小，其抗空化性能越好，从图中可以看到，初

始样机的临界空化数为 0.1359。

图 3 水力悬浮微型泵空化特性曲线

图 4 (a)为不同空化数时叶轮中的空泡分布，由 10%气体体积分数的等值面来描述，

可以看到，随着空化数下降，气泡会首先出现在叶片吸力面前缘附近，不断向叶片出口

处延伸，几乎占据叶片间流道的一半，造成流动阻塞。图 4 (b)为不同空化数下叶轮中间

截面的压力分布图。从图中可以看出，低压区首先出现在叶片吸力面前缘处，并不断向

出口处扩大，且在空化后期的发展速度明显快于空化前期。由于蜗壳几何形状的不对称

带来的影响，压力和气泡呈现不均匀的分布趋势。图 5 展示了在临界空化数下流体域中

的气泡分布和速度矢量分布。可以看到，整个流体域中气泡主要分布在蜗壳吸水室垂直

段前缘和叶轮前缘。叶轮前缘处的气泡主要是由于流动分离产生了涡流区域，涡心的低

压诱导叶片吸力面附着空化。本研究所使用的微型泵进出口采用侧进侧出的特殊结构，

吸水室分为水平段和垂直段两端，液态工质在吸水室水平段和垂直段交界处流动时，速

度方向会发生一个剧烈的扰动，扰动在该位置形成一个高强度涡流区，诱导旋涡空化产

生气泡。



图 4 不同空化数下的气泡分布和静压分布 (a) 气泡分布 (b) 叶轮中截面静压分布

图 5 临界空化点气泡分布与速度矢量分布 (a) 气泡分布 (b) 速度矢量分布

3 水力悬浮微型泵多目标优化设计

3.1 微泵的多目标正交优化

基于对微型泵空化流动特性的仿真分析，选取吸水室直径、蜗壳基圆高度、叶轮进

口直径、叶片厚度 4 个结构参数作为试验因素，每个因素设置三个水平（见表 1），建立

一个四因素、三水平的正交表（见表 2），命名为 L9(34)，其一共有九个正交试验方案。

表 1 各因素水平取值

水平
因素 (mm)

叶轮进口直径 A 吸水室直径 B 蜗壳基圆高度 C 叶片厚度 D
1 4.0 3.4 1.6 0.30
2 4.6 4.0 1.8 0.35
3 5.2 4.6 2.0 0.40



表 2 正交试验方案

试验序号
因素 (mm)

A B C D
1 4.0 3.4 1.6 0.30
2 4.0 4.0 1.8 0.35
3 4.0 4.6 2.0 0.40
4 4.6 3.4 1.8 0.40
5 4.6 4.0 2.0 0.30
6 4.6 4.6 1.6 0.35
7 5.2 3.4 2.0 0.35
8 5.2 4.0 1.6 0.40
9 5.2 4.6 1.8 0.30

为了提高泵的整体性能，提升抗空化性能的同时兼顾扬程，因此引入了多目标因子

F ，其公式如下：

1 2 ii i cF      (9)

1 、 2 分别代表扬程和汽蚀余量对应的权重系数， i 、 ic 分别代表归一化的扬程

系数和临界空化数，其定义如下：
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加权系数 1 和 2 在多目标优化中起着重要的作用。在本次优化过程中需要兼顾扬程

和抗空化性能， 1 和 2 均被选为 0.5。所有试验个体的性能通过计算流体力学软件 Fluent

仿真得到，不同个体的多目标因子F 在表 3 中给出。

表 3 试验个体数值模拟结果

试验序号  c   c F
1 1.3425 0.1456 0.5565 0.0000 0.2783
2 1.3572 0.0862 0.7754 0.6651 0.7203
3 1.3585 0.0602 0.7935 0.9555 0.8745
4 1.3304 0.1413 0.3766 0.0482 0.2124
5 1.3418 0.0824 0.5460 0.7078 0.6269
6 1.3723 0.0678 1.0000 0.8711 0.9355
7 1.3051 0.1401 0.0000 0.0612 0.0306
8 1.3466 0.0844 0.6175 0.6846 0.6510
9 1.3418 0.0563 0.5451 1.0000 0.7725

从表 3 的数据中可知，6 号样本的扬程最高，其方案为 A2B3C1D2，而 9 号样本的抗

空化性能最优，其方案为 A1B3C3D3，说明扬程和抗空化性能的优化存在内在冲突。多目

标因子F 作为兼顾扬程和抗空化性能的一个优化目标，对其进行平均值计算和极差分析，



得到正交试验结果，见表 4。平均数 iK 用来评价特定参数在其水平上对多目标因子F 的

影响，其定义如下：
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i jj
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K F
N 
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其中 i 代表水平， iN 是第 i 水平对应的个体数， j 为泵的编号。相应参数的最大和最

小 iK 之差被定义为极差R ，极差R 越大，说明该因素对泵的优化效果越明显。

通过极差分析，确定本试验中各个因素对综合性能的影响顺序由大到小依次是吸水

室直径、叶轮进口直径、蜗壳基圆高度、叶片厚度。吸水室直径对综合性能的影响最为

重要且水平越高，综合性能越好。基于正交试验结果，在提高扬程系数的同时减小临界

空化数采用的最优组合方案为 A1B3C1D3 即叶轮进口直径 4.0 mm、吸水室直径 4.6 mm、

蜗壳基圆高度 1.6 mm、叶片厚度 0.35 mm。

表 4 多目标正交优化结果

叶轮进口直径 吸水室直径 蜗壳基圆高度 叶片厚度

1K 0.6243 0.1738 0.6216 0.5592

2K 0.5916 0.6661 0.5684 0.5621

3K 0.4847 0.8609 0.5107 0.5793

R 0.1396 0.6871 0.1109 0.0172
3.2 优化效果的数值验证

图 6 为通过模拟得到的优化前后样机的空化特性曲线，可以看到，优化后的样机扬

程系数增大的同时临界空化数显著减小，多目标优化的效果得到初步验证，对比模拟数

据可得，优化后的样机扬程提升了 4.01%，临界空化数减小了 52.3%。

图 6 优化前后样机空化特性曲线



图 7 (a)、(b)是优化前后样机在 0.1359  的压力分布和气泡分布，从图中可以看

出，相同的空化数下，优化后样机的低压区范围明显减小，叶轮域的气泡分布区域和体

积变小，蜗壳吸水室垂直段的气泡消失。图 7 (c)为蜗壳中截面的流线分布，可以发现，

吸水室直径的增大显著改善了吸水室内的流动状态，因此有效抑制了垂直段前缘处旋涡

空化的发生。

图 7 优化前后样机的压力分布、气泡分布和流线分布 上：初始 下：优化 (a) 压力分布 (b) 气泡

分布 (c) 流线分布

3.3 优化效果的实验验证

为了进一步验证优化效果，搭建水力悬浮微型泵空化实验台架，对优化前后的样机

完成空化测试。图 8 为空化实验台架原理图，水力悬浮微型泵安装在闭路系统中，储液

罐外连齿轮泵，通过调节进口阀门和齿轮泵转速来控制进口压力，通过后阀门开度控制

流量变化。回路中工质的温度通过水浴加热装置控制，在微型泵进出口管路设有 PT-100
型热电阻传感器检测温度变化，测量范围为-50 ℃~300 ℃，误差为 (0.002 T+0.15 ℃)，

其中 T 为所测温度的绝对值。微型泵的流量测量采用 LWGY-SIN-DN4-B 型涡轮流量计，

测量范围为 0.04-0.25 m3/h，精度等级为 0.5 级。压力测量使用 SIN-P3000 型压力变送器，

测量范围为 0-1 MPa，精度等级为 0.075 级。

图 8 空化测试台架原理图



图 9 为优化前后样机空化特性曲线实测图。对比优化前后样机的扬程系数和临界空

化数发现优化后的样机扬程系数升高，临界空化数显著降低，其综合性能较初始样机得

到提升，与模拟所得结论相同。对比仿真和实测的优化效果发现，优化后的样机仿真结

果表明扬程系数提升了 4.01%，临界空化数提升了 52.3%；实验结果表明扬程系数提高

了 5.20%，临界空化数减小了 59.6%。模拟和实测的扬程系数和临界空化数存在一定的

误差，但两者的优化趋势基本一致，该模拟方法用来指导水力悬浮微型泵的优化设计的

可行性得到了验证。

图 9 优化前后样机空化特性曲线实测图

4 结论

本研究中，利用数值模拟手段研究了水力悬浮微型泵中空泡的发展和分布特性，基

于对空化流动特性的分析，使用正交试验对微型泵的扬程和抗空化性能进行了多目标优

化，并对优化后的微泵进行加工测试，最后通过实验验证了优化效果，得到的主要结论

如下：

1）随着汽蚀余量的下降，气泡首先出现在叶片吸力面前缘附近，之后向叶片出口处

延伸，几乎占据叶片间流道的一半，造成流动阻塞。而在吸水室中，由于侧进侧出的特

殊结构，在临界空化点附近垂直段前缘会出现涡流区，诱导旋涡空化产生气泡；

2）通过极差分析，确定各个因素对综合性能的影响顺序由大到小依次是吸水室直径、

叶轮进口直径、蜗壳基圆高度、叶片厚度。基于正交试验结果，在提高扬程系数的同时

减小临界空化数采用的最优组合方案为 A1B3C1D3。

3）通过数值计算的内部流动分析表明，优化后吸水室垂直段的涡流区减小，流动状

态更加良好，旋涡空化产生的气泡消失；在叶轮域中低压区范围显著减小，空化产生的

气泡体积也减小，微型泵综合性能改善明显。并通过空化测试台架验证了优化效果，优

化方案的扬程系数提高了 4.01%，临界空化数减小了 52.3%。

致谢

感谢湖北省科技创新团队“先进热管理科技创新团队”项目、国家重点研发计划（No.

2022YFA1203100）的经费支持。



参考文献

[1] Laser D J, Santiago J G. A review of micropumps. Journal of micromechanics and microengineering, 2004,

14(6): R35.

[2] Luo X, Liu F, Duan B, et al. A hydrodynamic levitated mechanical micropump. US 10495093.

[3] Luo X B, Liu F L, Duan B, et al. AFluid Hydrodynamic Suspension Mechanical Pump. ZL 201710228549.

X, 2017.

[4] Lu Y, Tan L, Han Y, et al. Cavitation-vibration correlation of a mixed flow pump under steady state and

fast start-up conditions by experiment. Ocean Engineering, 2022, 251: 111158.

[5] DONG L, SHANG H, ZHAO Y, et al. Study on Unstable Characteristics of Centrifugal Pump under

Different Cavitation Stages. Journal of Thermal Science, 2019, 28(4): 608-620.

[6] LU J , YUAN S , LUO Y, et al. Numerical and experimental investigation on the development of cavitation

in a centrifugal pump. Proceedings of the Institution of Mechanical Engineers Part E-Journal of Process

Mechanical Engineering, 2016, 230(3): 171-182.

[7] 张德胜, 潘大志, 施卫东, 等. 轴流泵空化流及其诱导压力脉动的数值模拟. 华中科技大学学报

(自然科学版), 2014, 42(01): 34-38.

D.S. Zhang, D.C. Pan, W.D. Shi, et al. Numerical simulation of cavitation flow and its induced pressure

pulsation in axial pump. Journal of Huazhong University of Science and Technology (Natural Science

Edition), 2014, 42(01): 34-38.

[8] 张爱民. 诱导轮入口及几何参数对离心泵空化特性影响规律研究: [博士论文]. 兰州:兰州理工大学,

2020.

Zhang, A. M.. Study on the influence of induced wheel inlet and geometric parameters on the cavitation

characteristics of centrifugal pumps: [Doctoral dissertation]. Lanzhou: Lanzhou University of Science and

Technology, 2020.

[9] 赵伟国, 郭宝, 亢艳东. 离心泵叶片布置凸起抑制空化的数值模拟 . 华中科技大学学报(自然科学

版), 2021, 49(05): 122-126.

ZHAO Weiguo, GUO Bao, HUANG Yandong. Numerical simulation of centrifugal pump vane

arrangement with bumps to suppress cavitation. Journal of Huazhong University of Science and

Technology (Natural Science Edition), 2021, 49(05): 122-126.

[10] XU Z, KONG F, ZHANG H, et al. Research on Visualization of Inducer Cavitation of High-Speed

Centrifugal Pump in Low Flow Conditions. Journal of Marine Science and Engineering, 2021, 9(11): 1240.

[11] PEI J, YIN T Y, YUAN S Q, et al. Cavitation optimization for a centrifugal pump impeller by using

orthogonal design of experiment. Chinese Journal of Mechanical Engineering, 2017, 30(1): 103-109.

[12] GUANYING X, SONG X, TAO H, et al. A novel hydrodynamic suspension micropump using centrifugal

pressurization and the wedge effect [J]. SCIENCE CHINA Technological Sciences, 2023. DOI:

10.1007/s11431-022-2306-9

[13] XUE S, XING G Y, HONG T, et al. Numerical Investigation of Cavitation Flow Characteristics in a

Hydrodynamic Levitated Micropump with Eccentric Rotation. International Journal of Applied Mechanics,

2023, 15(02): 2350010



[14] SINGHAL A K, ATHAVALE M M, LI H Y, et al. Mathematical basis and validation of the full cavitation

model. Journal of Fluids Engineering-Transactions of the Asme, 2002, 124(3): 617-624.

[15] SHIH T-H, LIOU W W, SHABBIR A, et al. A new k-ϵ eddy viscosity model for high reynolds number 

turbulent flows. Computers & Fluids, 1995, 24(3): 227-238.



中国工程热物理学会 传热传质学

学术会议论文 编号：233438

金属元素对 CaO 热化学放热的影响机制
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摘要： 针对钙基储热体系的改性机理尚不明晰的问题，系统研究了 18 种金属原子掺杂的 CaO 的表面

性能。从原子半径、键长、电荷分布方面对比了不同元素对 CaO 表面的改性规律，进一步研究发现 Ti、

V、Cr、Mn、Fe元素能够在提高表面稳定性的同时不影响对CO2的吸附活性，且掺杂Al、Ti等元素的

CaO 表面对 Ca4O4 具有强键合力，抗烧结作用显著。本研究提出的表面稳定程度、对 CO2 的吸附能、

对 Ca4O4的键合力 3 个定量衡量指标，为进一步促进 CaO放热过程提供了重要参考。

关键词：热化学储热；密度泛函理论；CO2吸附；钙循环；金属掺杂

0 前言

受能源危机不断加剧和生态环境持续恶化的影响，全球能源格局正发生由依赖传

统化石能源向追求清洁高效可再生能源的深刻转变。但太阳能、风能、水能等清洁能源

存在波动性、不确定性、时空分布不均衡的共性问题，再加上当前电力系统灵活性不足、

调节能力不够的短板，使得清洁能源难以规模化取代传统化石能源。储能，作为一项能

源转换与缓冲的关键技术，可有效应对上述挑战，实现能源收集和能源利用在时间和空

间上的解耦，解决清洁能源的间歇性和波动性瓶颈。

当前储能技术处于多路线并存的发展模式，包括机械储能、电化学储能、热储能

等。在众多的储能技术中，热化学储热可实现几乎无损且长期的热量存储，且其储能密

度高、工作温度范围广、用于长期储能的经济优势显著，在第三代聚光太阳能高温利用

系统中备受关注[1]。其中，钙基热化学储热体系由于其储热材料CaCO3/CaO成本低廉、

工作温度可高于 700℃、理论储能密度高达 1783 kJ/kg，是最有前景用于大规模工业热

化学储热的体系[2]。其储放热化学原理如式（1）所示：储热过程中，CaCO3 在高温下

（可由聚光太阳能提供），吸收热量分解为 CaO 和 CO2，将热量储存在化学键中；在放

热过程中，CaO和CO2发生合成反应，放出大量热量用于发电或其他工业应用，同时生

成 CaCO3，以此实现储放热循环。

ܥ (ݏ)ଷܱܥܽ ⇌ ܱܽܥ (ݏ) + ܪ∆         (݃)ଶܱܥ = 178.3 ݉/ܬ݇ ݈݋ ൫1൯

然而，该钙循环体系在多次储放热反应中转化率会剧烈下降，限制了热化学储热

的实际应用。研究表明 CaO 粒子在碳酸化过程中的熔化、烧结和产物层孔堵塞现象阻

通讯作者：赵长颖，教授，E-mail：changying.zhao@sjtu.edu.cn
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碍了 CO2 的扩散，导致循环稳定性差[3]。这一问题不仅出现在热化学储热中，在碳捕集

领域同样是研究重点。目前研究者们主要从调控反应温度和气氛、改进材料合成方法、

以及对反应粒子本身进行形貌或组分改性来强化 CaCO3/CaO 在脱/吸附 CO2化学反应中

的传热传质效果。其中大量的研究集中在对 CaCO3/CaO 进行金属氧化物掺杂改性，如

Mg、Al、Ti等元素[4–6]掺杂均被实验证实能够有效阻止CaCO3/CaO粒子烧结，并阻碍反

应过早进入扩散控制的慢速反应阶段。然而，虽然多种元素都被报道有一定提升循环稳

定性的效果，掺杂元素的选择却具有随机性、经验性，其作用的内在机理和规律仍不明

晰。

材料由原子组成，微观水平上原子之间的相互作用决定了材料在宏观尺度上的行

为[7]，即热化学储热关注的性能，包括循环稳定性、反应速率、导热性能等。随着算力

的发展，从原子、分子角度等对材料进行理论建模和设计的方法也得到了推广和应用。

在钙循环领域，Ma等人基于密度泛函理论，发现 CaxAlyOz改性的 CaO对 CaO的吸附能

大幅降低，从而直接提高了材料的热稳定性 [8]。Kong 等人应用第一性原理，提出 Fe 掺
杂的CaO表面上，Fe被O2-氧化形成惰性结构，从而为CaO提供足够的机械支撑，提升

了抗烧结能力 [9]。Choi 结合实验和密度泛函计算，揭示了共晶氯化碱盐通过为 O2-提供

新的扩散通道，强化了 CaO 的碳酸化 [10]。

上述内容表明，金属元素改性的 CaCO3/CaO 在热化学储热领域有着广泛应用前景。

然而，目前金属元素对循环稳定性的改性机理尚不清晰，且元素选择缺乏统一的理论指

导。此外，现有文献也未能对不同元素作用的内在规律进行深入探究。由于钙基热化学

储热体系循环稳定性下降主要发生在 CaO 碳酸化过程中，因此明确金属元素对 CaO 放

热过程的影响机制非常重要。本文结合已有实验研究，利用密度泛函理论计算方法，系

统地研究了 18 种金属原子（包括碱金属、碱土金属、镧系元素、过渡金属、贫金属）

嵌入下 CaO 的反应性能。通过计算体系能量、几何结构和电荷分布等参数，分析和总

结了金属元素掺杂 CaO 表面特性、对 CO2吸附性能以及对 CaO 吸附性能等方面的影响，

并从原子、电子角度阐明了改性效果与改性元素之间的关系。本研究结果可为热化学储

热中 CaO 的主动设计和放热性能提高提供理论指导。

1 研究方法

本研究基于密度泛函理论，交换关联泛函选择广义梯度近似下的 PBE 泛函。计

算采用三维周期性的边界条件，所有的结构都考虑自旋极化。在块体结构优化中所有的

原子全部放开，在表面和吸附模型中，仅固定最下方两层原子。计算的能量收敛标准为

1×10-4 eV·atom-1，此时当每个原子的受力均小于 0.3 eV·nm-1时，认为计算达到收敛。经

过截断能无关性和 K 点无关性测试后，在后续的所有计算中，平面波截断能统一为

520 eV，采用 Monkhorst-Pack 方法生成 K 点，间距为 2π×0.4 nm-1。在以上设置下，

本文对 CaO 单胞块体结构优化后得到的晶格常数为 0.480310 nm，对 CO2进行结构优

化后得到的碳氧键长为 0.117668 nm，分别与实验值 0.48 nm [18]和 0.116 nm[13]吻合良

好。

1.1 表面优化

大量文献表明，CaO(100)的表面最稳定[14]，因此选择(100)表面进行研究，设置



厚度为 5 层原子。在无关性测试之后选择 1.5 nm 的真空层消除周期性边界的影响，

弛豫上方 3 层原子，固定下方 2 层原子，以分别模拟表面和体相。

纯 CaO 表面能的计算公式为：

Γ௣௨௥௘ =
௨௡௥௘௟௔௫ܧ − ஻௨௟௞ܧ

ܣ2
+
௥௘௟௔௫ܧ − ௨௡௥௘௟௔௫ܧ

ܣ
൫2൯

其中，ܧ஻௨௟௞为 CaO 单胞体相结构平均每个原子的能量，ܧ௨௡௥௘௟௔௫为弛豫优化前表面的

能量，ܧ௥௘௟௔௫为弛豫优化后表面的能量，ܣ为表面的面积。在此基础上，对纯 CaO 表

面嵌入改性金属原子后，表面能的计算公式为：

Γௗ௢௣௘ௗ =  Γ௣௨௥௘ +
௥௘௟௔௫ିௗ௢௣௘ௗܧ − ௨௡௥௘௟௔௫ିௗ௢௣௘ௗܧ

ܣ
൫3൯

其中等号右边第二项为掺入原子引起的能量变化，ܧ௨௡௥௘௟௔௫ିௗ௢௣௘ௗ和ܧ௥௘௟௔௫ିௗ௢௣௘ௗ分别

为掺杂型 CaO 表面弛豫前后的能量。

1.2 吸附计算

在优化后的表面上，分别研究表面对 CO2 和 CaO 的吸附情况。吸附能的计算公

式为：

௔ௗ௦ܧ = ௦௬௦௧௘௠ܧ)− − ௦௨௕௦௧௥௔௧௘ܧ) + ((௔ௗ௦௢௥௕௔௧௘ܧ ൫4൯

其中，ܧ௔ௗ௦௢௥௕௔௧௘为被吸附物的能量，即孤立的CO2分子或Ca4O4结构的能量；ܧ௦௨௕௦௧௥௔௧௘

为吸附基体的能量，即纯 CaO 表面或掺杂型 CaO 表面的能量；ܧ௦௬௦௧௘௠ 为表面吸附了

CO2 或 Ca4O4 后总体系的能量。按照此公式计算得到的吸附能越高，说明吸附后的结构

越稳定，吸附越容易发生。

2 结果与讨论

2.1 改性金属元素的选择

图 1 已有实验研究的 CaO 掺杂金属在元素周期表的分布，其中色块的高度代表文献的数目。[15]

通过文献调研，已确定了一些金属元素对CaO具有稳定性提升效果，如图 1所示，

其中色块的高度代表研究文献的数量。这些研究中的掺杂配比、合成方法、测试条件等

各有不同，无法归纳出一般规律，且依次进行控制变量的实验测试耗时成本高。本文在

这些元素的基础上，加上 Sc、V 和 Ni元素，共对 18个元素进行了密度泛函理论研究，

以提供元素选择的参考原则。这 18 个元素包括碱金属元素（Li、Na、K）、碱土金属元

素（Mg）、贫金属元素（Al）、镧系金属元素（Ce）、第 4 周期过渡金属元素和第 5 周期

过渡金属元素（Y、Zr）。
2.2 金属元素改性对 CaO 表面性质的影响



纯 CaO 单胞的(100)表面如图 2(a)所示，其表面上每一层的 Ca、O 原子是等价的。

通过用金属原子替换最上层的一个 Ca 原子实现金属改性，初始结构如图 2(b)所示，其

中 M 表示掺杂金属原子。此时，M 所在的原子层有两种位点的 O 原子，依据与 M 的距

离远近分别命名为 Oa位点和 Ob位点，M 和位于 Oa之间的距离用 M-Oa描述。通过对此

表面进行结构优化和电荷计算，可以得到不同金属改性表面的表面能、M-Oa 键长、以

及每个原子上的 Bader电荷，相应的结果列于图 3和表 1 中。

图 2 初始表面结构侧视、俯视图和位点。(a) 纯

CaO表面，(b) 金属改性 CaO 表面及位点示意。

图 3 不同金属改性表面的表面能。

表 1 不同金属的原子半径，及相应改性表面的表面能、M-Oa键长以及 Bader 电荷分布

掺杂元素 M M 原子半径[16] 表面能 M-Oa键长 Bader电荷

R/nm Г/eV·nm-2 L/nm Q(M)/e Q(Oa)/e Q(Ob)/e
无掺杂 0.194 5.678 0.240 1.487 -1.482 -1.482

Li 0.167 9.995 0.248 0.892 -1.393 -1.419
Na 0.190 10.686 0.250 0.835 -1.372 -1.425
Mg 0.145 7.626 0.228 1.619 -1.498 -1.466
Al 0.118 6.631 0.201 2.349 -1.550 -1.509
K 0.243 11.164 0.266 0.804 -1.370 -1.445
Sc 0.184 1.327 0.218 1.881 -1.454 -1.525
Ti 0.176 1.901 0.242 1.681 -1.438 -1.494
V 0.171 1.674 0.228 1.370 -1.438 -1.466
Cr 0.166 1.258 0.221 1.324 -1.437 -1.464
Mn 0.161 1.886 0.233 1.251 -1.423 -1.466
Fe 0.156 4.177 0.230 1.160 -1.410 -1.465
Co 0.152 6.179 0.245 1.050 -1.402 -1.465
Ni 0.149 7.979 0.231 0.917 -1.368 -1.464
Cu 0.145 10.215 0.225 0.859 -1.339 -1.464
Zn 0.142 10.520 0.233 1.102 -1.397 -1.465
Y 0.212 0.894 0.232 1.819 -1.515 -1.484
Zr 0.206 0.943 0.216 2.109 -1.477 -1.507
Ce NaN 1.849 0.237 1.671 -1.461 -1.487

2.2.1 纯表面与改性表面对比

从图 3 可得，本研究中碱金属(Li，Na，K)、碱土金属(Mg)、贫金属(Al)、以及 9-
12族过渡金属(Co、Ni、Cu、Zn)改性的 CaO 表面能显著升高。图 4显示，这些掺杂原

子对表面结构产生了显著影响，导致表面缺陷的形成。表面结构变化越大，表面能越

高，其中 K 原子改性的表面变化最大，表面能最高。相比之下，3-8族过渡金属改性的

表面能均低于未改性的 CaO 表面，结构变化也较小。这些结果表明，金属元素改性后

的 CaO 表面具有良好的稳定性，对材料的结构稳定性有益。下面将从原子半径、键长

和电荷分布的角度详细分析不同金属改性效果之间的内在联系和变化规律。



图 4 纯 CaO(100)表面（最左图）和部分改性表面（右图）优化后的的表面模型最上层原子结构

2.2.2 非过渡金属元素对表面的改性规律

从图 3 中可以发现，对于第一族的碱元素 Li、Na、K，随着其原子半径的增加，表

面能也呈现增加的趋势。对于第三周期的 Na、Mg、Al 元素，其表面能的变化趋势也与

其原子半径变化趋势正相关。因此本文以文献[16]中由计算得到的原子半径相对大小为

具体数值，将上述 5 个非过渡金属改性表面的表面能、键长、Bader 电荷数值同原子半

径的变化绘制于图 5 中。对于图 5(a)(b)，非金属原子改性表面的表面能仍和原子半径变

化呈正比，且键长也同原子半径呈正比。对于图 5(c)，M 原子的 Bader 电荷为正值，意

味着其失去电子；Oa位点的氧原子电荷为负值，意味其得到电子。二者的 Bader 电荷变

化趋势相反，而绝对值变化趋势相同，表明二者之间存在电荷交换，且电荷交换量的大

小与半径变化呈反比。

图 5 非过渡金属改性表面的表面能、键长、Bader电荷数值同原子半径的变化

再综合上文图 4 的结构分析和图 5 的趋势分析，本文研究的非过渡金属元素对表面

的改性规律可以理解并总结如下：改性元素 M 的原子半径越大，其与相邻 O 原子的键

长 M-Oa就越大，此时 M和 O之间的电子交换将变弱，则原子之间的相互作用就越弱，

即此时表面越不稳定，表现为表面能的升高。而表面能越高，表面的活性越强，则越容

易吸附其他物质发生化学反应。

2.2.3 过渡金属元素对表面的改性规律

对于过渡金属元素，上述的规律不再成立，并表现出相反的趋势。如图 6所示，此

时原子半径与 M-Oa键长之间不再有明显的关联关系，总体上表现出原子半径越大，电

荷交换越多，表面越稳定（表现为表面能降低）的趋势。分析其原因，认为对于本研究

中的过渡金属，此时原子半径虽然在第四、第五周期内呈现规律变小趋势，但不同于上

述 Li、Na、K 或 Na、Mg、Al之间的原子半径的大幅变化，过渡金属之间的原子半径

变化差值很小，因而此时原子半径对键长不再有明显影响。而过渡金属自身就具有优异



的电子转移能力，对比图 6(c)(a)可以看出，随着电荷转移量的增加，原子之间的相互作

用越强，从而使表面更加稳定，表现为表面能的下降。

图 6 过渡金属改性表面的表面能、键长、Bader 电荷数值同原子半径的变化

2.3 金属元素改性对吸附 CO2的影响

2.3.1 CO2在纯 CaO 表面上的吸附

在 CaO(100)表面，有 O 位点、Ca 位点、桥位点、中空位点 4 种位点，前期计算数

据表明 CO2 更倾向于吸附在 O 位点。本文在此位点上，首先研究了初始吸附角度对吸

附能的影响，结果如图 7 所示，其中，绿球、红球和银球分别代表 Ca 原子、O 原子和

C原子。初始 30°吸附的结构最终会优化成和初始 45°吸附一致的结构，且其吸附能高于

0°和 30°初始吸附。四种初始角度中，最高吸附能为 1.5231 eV，与文献[17]的 1.55 eV 吻

合良好，说明了本计算的合理性。图 7(f)说明CO2更容易以 45° 在CaO表面发生吸附，

后续的吸附将以此角度为初始角度。

图 7 初始吸附角度对结构和吸附能的影响。(a)初始吸附角度 0°，(b)初始吸附角度 15°，(c)初始吸附

角度 30°，(d)初始吸附角度 45°，(f)不同初始角度得到的吸附能。

图 7 的吸附结构显示，CO2分子通过其 C 原子与 CaO 的 O 原子形成 C-O 键、其 O
原子与 CaO 的 Ca 原子形成 Ca-O 键实现吸附，形成一种类碳酸根吸附物种。图 8 中的

Bader 电荷和差分电荷密度计算结果揭示了 CaO 在吸附 CO2过程中的电荷转移情况。如

图 8(a)所示，CO2 的 O 的电荷从-1.054 下降到-1.211，CaO 的 O 的电荷从-1.482 上升到-
1.288，CO2的 C 原子在吸附前后的电荷量变化相对较小。说明电子从 CaO 的 O 原子经

由 CO2的 C 原子传递给了 CO2的 O 原子，传递给 CO2的总电子数为 0.4 e。为了补偿电

荷转移，其他原子中也会发生微小的电子转移。图 8(b)直观展示了这种电荷转移情况，

其中蓝色区域表示失去电子，黄色区域表示得到电子。



图 8 电荷转移情况。(a) 吸附前(左)和吸附后(右)的 Bader 电荷，(b)吸附后结构的差分电荷分布。

2.3.2 CO2在改性 CaO 表面上的吸附

如图 2(b)所示，在金属元素改性之后的表面上存在 Oa和 Ob两种 O 位点。不同的金

属改性表面在两种位点上吸附 CO2后的 C(CO2)-O(CaO)键长和吸附能如图 9所示。Zr元
素 Oa位点吸附 CO2的吸附能最大（2.911 eV），显著高于上文计算的纯 CaO 表面的吸附

能，表明其改性的表面对 CO2 有更强的亲和力，将更有利于碳酸化反应。Valverde[18]指

出，碳酸化程度的加深将有助于循环稳定性。Liu[17]的实验数据显示，Zr 改性后的 CaO
材料的对CO2的吸附能力显著增强、在循环反应中的稳定性显著提高，与本文计算得到

的结论相吻合。但本文计算还揭示了 Zr改性可能存在的缺陷。虽然 Zr改性表面在 Oa位

点的吸附能大，但此时其 C-O 键长却显著高于 CO2 在其他改性 CaO 表面的吸附成键距

离（图 9(a)）；而对于Ob位点吸附，虽然吸附能变小，但C-Ob键长却符合常规键长。这

说明 Oa位点吸附时，CO2并未和 CaO 发生反应，而可能同 Zr 原子发生了其他反应。Oa

和 Ob位点吸附能、键长的较大差异说明 Zr改性原子和原 CaO之间存在着对 CO2的竞争

关系，这将不利于式(1)化学反应中热量的释放，即对宏观上热化学储热密度不利。同

样，在键长和吸附能上表现同 Zr 类似的镧系 Ce 元素也可能有以上特性。以上分析表明，

密度泛函计算不仅可以合理解释实验现象，还可以预测实验上难以观察到的特性，对储

热材料的设计和优化具有指导意义。

对于 Zr、Ce 之外的元素，首先从图 9(b)可以观察到由 Mg、Fe、Co、Zn 改性的表

面，其 Eads(Oa)和 Eads(Ob)差值小于 0.05 eV，说明此时 CO2分子在相应表面不同 O 位点

上具有良好的可迁移性。此外还可以观察到，除以上四种元素外，非过渡金属元素和过

渡金属元素之间的最优吸附位点有着明显区别：前者在 Oa 位点的吸附能高，后者在 Ob

位点的吸附能高。说明对于非过渡金属元素，CO2 更倾向于吸附在的 Oa 位点，而对于

过渡金属改性表面，CO2更倾向于吸附在 Ob位点。结合表 1过渡金属元素的 Oa和 Ob位

点的 Bader 电荷和上文对 CO2吸附过程中的电子转移路径的分析，可以推测这是因为过

渡金属改性表面 Ob位点由于可提供更多电子，所以更有利于吸附 CO2。

2.3.3 元素改性对 CO2吸附能的影响

综合考虑键长和吸附能，对于图 9中键长符合 C-O常规成键距离的改性表面，取其

吸附能高的位点为最优CaO碳酸化位点；对于Zr和Ce，依据键长取Ob位点为最优CaO
碳酸化位点。纯 CaO 的吸附能和改性表面最优位点的吸附能如图 10所示。对于 Li、Na、
K、Mg、Al 元素，其改性表面对 CO2 的吸附能显著高于纯表面，且变化趋势与图 3 中

的表面能相近，说明了其对增强 CaO 表面反应活性、促进碳酸化过程的良好改性作用。



该计算结果不仅与图 1 已有报道的实验现象相符，还揭示出这种改性效果与掺杂原子半

径的正相关关系，有益于指导材料后续的优化设计。对于第四周期过渡金属元素，Sc、
Ni 的吸附能低于纯表面，说明其不利于 CO2 吸附，也的确少有实验报道过其对 CaO 吸

附 CO2 的改性效果；Co、Cu、Zn 改性将吸附能提升了 12.5%以上，说明其表面反应活

性强，与表面能计算的结论相吻合；而对于 Ti、V、Cr、Mn、Fe 元素，其改性表面

CO2 吸附能均高于纯表面，以 Ti 提升幅度最小，以 Fe 提升幅度最大。结合表面能数据，

这说明该五种元素可以在提高表面稳定性的同时不影响其对CO2的吸附活性，是潜在的

良好改性元素。对于第五周期的 Y、Zr 和镧系元素 Ce，其吸附能均低于纯表面，且 Zr
和 Ce 还可能与 Ca 原子竞争 CO2进行碳酸化，说明其难以促进 CaO 与 CO2的合成放热

过程。

图 9 不同改性表面在两种位点上吸附 CO2后，

(a) C(CO2)-O(CaO)键长, (b) 吸附能。

图 10 不同表面的最佳位点对 CO2的吸附能

2.4 金属元素改性对吸附 Ca4O4的影响

图 11 Ca4O4吸附位点示意图 图 12 Ca4O4吸附能本计算与文献[17]对比

上文通过分析金属改性表面的表面能来说明表面自身的稳定性和反应活性。根据

颗粒烧结机理，纳米颗粒的迁移导致了颗粒靠近时的融合烧结[19]，因此本部分通过计

算表面对 Ca4O4 团簇的吸附过程，进一步研究金属改性对材料的稳定性影响。对于

Ca4O4，在改性表面上有三个不同的 O 位点可供吸附，如图 11 所示，分别命名为 Oa，

Ob，Oc。本计算与文献中已有的数据对比如图 12，可以看到二者趋势相符，而本计算

吸附能比文献中大约 0.7 eV，这是由截断能、泛函、K 点和收敛标准等设置不同而引起

的误差，该误差不影响对结果的定性分析，因此本计算仍具有合理性。

不同位点对 Ca4O4 的吸附能如图 13 所示，其中最佳位点的吸附能总结于图 14。随

着体系总原子数目的增多，原子间的相互作用变得复杂，不同的金属元素改性表面对

Ca4O4吸附的影响规律不再清晰。总的来看，纯表面对 Ca4O4的吸附能为 3.25 eV，而改

性表面对 Ca4O4的吸附能均高于纯表面。更高的吸附能意味着改性 CaO 表面对 Ca4O4的



结合作用更强，Ca4O4 被更紧密的束缚在改性表面上。即改性表面限制了纳米颗粒的迁

移能力，从而可以抑制储热材料的烧结，提高热化学储热的循环稳定性，其中以 Al、
Ti、Zr的抗烧结作用最显著，与文献[17,20]中的实验现象相符。

图 13 不同位点对 Ca4O4的吸附能 图 14 不同表面的最佳位点对 Ca4O4吸附能

3 结 论

本研究基于密度泛函理论计算，结合实验研究，对 18 种金属原子改性的 CaO 的反

应性能进行了系统研究，阐明了改性效果与改性元素之间的关系。研究结果表明：

对于本文研究的碱金属、碱土金属和贫金属：改性金属原子的半径越大，表面能

越高，表面活性越强，对 CO2 吸附能力越高。与此同时，改性表面对 CaO 的吸附能力

也增强，其中 Al元素的提升效果最显著，有助于提高抗烧结能力。

对于本文研究的过渡金属改性：金属原子的半径越大，表面能越低，表面越稳定。

其中 Ti、V、Cr、Mn、Fe 元素提高表面稳定性的同时不影响 CO2 吸附活性，是潜在的

良好改性元素。Sc、Ni改性表面的 CO2吸附能力较差，使用 Zr元素改性可能与 Ca元素

竞争碳酸化，应谨慎使用。

对于本文研究的镧系金属：镧系金属改性结构具有良好的稳定性，但可能与 Ca 原

子争夺 CO2 进行碳酸化，增加额外的 CO2 消耗，不利于 CaO 的放热反应。镧系金属在

实验中表现出的循环稳定性促进作用更可能是通过限制 CaO 纳米颗粒迁移来实现的抗

烧结性能的提高。
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摘要：本文针对均热板注液抽真空工艺进行优化研究，通过对抽真空后注液和注液后抽真空工艺综合对比，

分析了两种工艺的难点和材料选取原则。分析不同充液率下工质损失方式，验证了低温抽真空对工质损失

量的优化，减少工质的汽化损失，在注液率为 140%下，低温方案减少了 14%的工质损失；根据不同充液率

下工质损失形式和损失量的不同，使用二次充注方案配合一次注液后抽真空的工质补充，可以保证高充液

率下的工质注入精度。

关键词：均热板，充液率，工质损失量，低温抽真空，二次充注

0 前言

随着科技发展，电子系统级模块朝向微型化、轻量化等需求的方向设计[1]。近年来，电

子芯片结构中晶体管单位面积上数量可达到一亿以上[2]。目前芯片中的晶体管密度越来越大，

导致芯片散热问题日益严峻，温度升高是电子器件失效的重要因素，传统散热方式难以解决

高热流密度下电子器件散热问题，而相变传热[3]是当今换热效率最高的换热方式之一，广泛

运用于散热元件的设计之中，作为高效的相变传热典型元件，均热板应运而生。均热板利用

内部工质的相变蒸发带走芯片表面温度，消除热点温度，是目前运用较为广泛的电子散热元

件[4]，国内外对均热板的研究主要集中在吸液芯的结构设计制造[5]和均热板传热性能[6]分析

方面，而在均热板的加工工艺上的优化研究较少，传统抽真空工艺局限性也随着电子器件的

微型化、超薄化日益显现。

王宙等[7]研究发现不同充液率下的均热板性能有很大差异，注液量和真空度对均热板传

热性能有重要影响。Li 等[8]对沟槽式吸液芯微热管研究表明，充液率超过 100%时，工质会

堆积在热管底部，当启动热管时过量的工质会在冷凝段聚集，导致冷凝段温度下降，同时高

充液率下，均热板内部不凝气体含量较高，当均热板工作时，不凝气体会聚集在冷凝段阻碍

工质蒸汽的冷凝从而导致均热板热阻增大。Mahdavi M 等[9]探究不同充液率下、倾角对热管

传热性能影响，实验得出充液不足时，会导致热管毛细极限下降，而充液量过多时，会导致

工质占据蒸汽通道，降低热管传热性能。在加工厚度小于等于 3 mm 均热板时，为避免壳板

被内外较大压差破坏表面结构，通常选用注液抽真空工艺，而注液抽真空工艺为提高冷凝效

率需要进行二次除气来去除腔体内部不凝气体，Randeep 等[10]研究发现，环路热管中不凝气

体减少时，有利于工质的流动速度，并显著提高了热管的启动性能。

事实上，充液率和真空度对均热板的传热性能影响至关重要，而在注液抽真空工艺中，

工质充注精度问题上研究较少，通常对于该工艺的注液损失问题采用补充额外注液量来弥补

抽真空过程中造成的工质损失来保证注液精度，陆龙生等[11]根据热管结构，并分析抽真空时

传热极端条件对额外注液量进行计算，并通过实验发现引入额外注液量后，保证注液精度，

使得热管传热性能提高了 12 倍。但是对于有些注液量较少的沟槽性微型热管，由于沟槽结

构对工质流动阻力较小，常出现抽真空过程中工质几乎全部损失的情况[12]。

本文针对注液抽真空工艺造成的工质损失原因进行分析，将整个工艺过程中工质损失情

况分为三部分：（1）注液时针阀与充液管间形成的狭缝结构，造成部分工质附着在管壁；（2）
抽真空过程中，由于工质汽化被抽走造成的损失；（3）二次除气时工质蒸汽随不凝气体被去

除的部分损失（该部分损失较小，可忽略）。并针对不同工质损失形式，提出保证工质精度

的优化方案。
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1 抽真空工艺对比分析

1.1 抽真空注液工艺

均热板的内部结构和工作原理如图 1 所示。吸液芯内部工质吸收热源的热量发生相变

气化，工质蒸汽会充满整个腔体，当蒸汽上升到冷凝侧时迅速冷凝，冷凝液在吸液芯毛细力

驱动下回流到蒸发侧，进行下一次的蒸发冷凝回流循环，不同的充液率下，其传热性能有很

大差异。

图 1 均热板工作原理
Fig. 1 The working principle of heat equalization plate

抽真空注液工艺是先使均热板内部获得高真空度，然后充注工质，该工艺在微热管加工

中运用较为广泛，但是该工艺受到真空系统、板材硬度等影响。

真空系统通常由能够获得高真空机组组成，通常是由分子泵和机械泵组合使用，能够获

得 10-5 Pa 数量级的真空压力。当均热板内部获得此真空压力时，会带走大量吸附在壳板上

的不凝气体，该工艺可以在抽真空阶段去除大量不凝气体，而且在工质充注阶段前，需要对

工质进行去除不凝气体操作，或者使用纯度较高的工质进行充注，避免工质中含有大量的不

凝气体影响均热板传热性能，工质使用的是去离子水时，使用煮沸法来获取纯度较高的工质，

即将去离子水加热至 100 ℃，当其高温沸腾后内部的不凝气体会脱离工质，达到工质提纯的

效果。

充注工质时，在内部腔体高真空状态下以及充液管口的管径由于厚度原因设计的尺寸较

小，文献中提到的均热板或微热管的充液管口尺寸集中在 Φ2~3 mm，注液针的针头直径通

常为 1 mm，注液的时候针头探入到充液管时，会形成狭缝区域，而狭缝区域毛细作用造成

工质吸附在管壁处从而引起工质损失。

由此原因出现的工质损失，通常要计算出由结构问题导致的工质损失量作为额外充液量

来保证注液精度。如图 2 针阀注液产生的误差，为了弥补该注液过程中的损失，以假设工质

充满该部分为额外工质充注量 Metr的最大值，可以作为额外充注量的参考。

图 2 针阀充液误差分析图
Fig.2 Needle valve filling error analysis chart

2 2 2
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etr
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式中，Dn 为充液管的内径；Dpo 为注液针外径；Dpi 为注液针内径；Lp 为注液针长；Lin 为插

入到充液管的注液针深度。

高真空机组保证高真空度并进行了不凝气体的去除，高纯度工质的注入后进行充液管处

的冷焊密封，此时获得高真空腔体和精准的注液量，省去了二次除气工艺，降低了工艺复杂

性。所以传统微热管、传统均热板（厚度在 5~8 mm）通常选用先抽真空后注液工艺。

抽真空注液工艺需要的高真空机组设备成本较高，不易维护。而且该工艺对于厚度较薄

（厚度小于等于 3 mm）或者材料硬度较低的聚合物壳板材料不适用，因为当内部腔体获得

10-5 Pa 真空压力时，会使得壳板内外表面具有较大压差，从而造成壳板表面形成明显凹陷，

使得烧结在壳板表面的吸液芯结构遭到破坏。

1.2 注液抽真空工艺

对均热板进行工质的充注后进行第一次抽真空，获取到当前饱和蒸汽压真空度后，进行

二次除气去除腔体中大量不凝气体。对于厚度较薄的壳板材料通常选用注液后抽真空工艺，

工质的充注精度保证是该工艺的难点，因为当进行工质充注之后，抽真空工艺和二次除气工

艺都会造成工质的损失，且损失后无法进行补充，而且注液后抽真空只能使得内部真空压力

达到工质的饱和蒸汽压，导致吸附在腔体内部材料的不凝气体无法去除，所以通常需要对均

热板进行二次除气工艺来完成不凝气体的去除。

该工艺造成的工质损失分为三部分：注液时工质残留至管壁上的损失；抽真空过程中造

成的工质损失；二次除气过程中汽化工质随不凝气体一起被去除导致工质部分损失。

二次除气工作原理如图 3，二次除气工艺关系到均热板内部不凝气体对其性能的影响，

均热板工作时，蒸发侧工质吸热蒸发在冷凝侧聚集后冷凝回流，但是当均热板内部存在大量

不凝性气体时，不凝气体会在冷凝侧聚集阻止蒸汽工质与冷凝侧表面接触增大回流阻力，导

致均热板蒸发侧工质无法及时回流造成蒸发侧局部蒸干现象使得均热板失效，其除气原理是

将均热板加热到工作温度，使其启动，一定时间内不凝气体会被工质蒸汽挤压至集气管处，

此时将集气段进行剪除实现不凝气体的去除。由于集气段主要储存的是不凝气体，所以该部

分造成的工质损失可以忽略。

均热板注液抽真空工艺中的传热传质是实现充注精度的重要因素。传热传质涉及热量和物

质的传递，理解其基本原理对优化工艺具有重要意义。在抽真空过程中液体部分会发生蒸

发，该过程会吸收一定的热量，因此蒸发过程对传热的影响需要考虑；在注液过程中，工

质中的物质可能通过传质现象与均热板表面发生质量传递，质量传递可以是气体或液体的

扩散、对流或反应传递，因此质量传递也需要考虑。

图 3 二次除气工艺内部气体分布图
Fig. 3 Internal working fluid distribution diagram of secondary degassing process

2 实验测试与分析

2.1 吸液芯及均热板的设计与制作
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均热板加工工艺流程为：外壳板的铣削加工，上下壳板清洗，吸液芯结构烧结（支撑柱

结构同时烧结在吸液芯结构上），上下壳板的焊接，充液管焊接，充液抽真空（一次除气），

冷焊密封（封口钳冷焊临时封口），蒸汽除气工艺（二次除气），冷焊后切管，临时封口补焊

（气焊）。本文工艺流程如图 4。

图 4 均热板加工工艺流程图
Fig. 4 Process flow chart of homogeneous heat plate processing

样品为单一铜粉粒径（75 μm）烧结式吸液芯均热板，样品参数如表 1 所示。

表 1 单一粒径烧结式均热板结构参数
Table 3-1 Structural parameters of single particle size sintered vapor chamber

结构参数 数值

壳板厚度 0.5 mm

吸液芯厚度 0.5 mm

蒸汽腔高度 1 mm

铜粉粒径 75 μm 

支撑柱数量 25 个

2.2 性能测试平台

抽真空实验平台示意图如图 3-3 所示，主要包括被测样品：75 μm 粒径铜粉烧结吸液芯

均热板；压力监测部分：压力传感器（Omega PX309-050A5V）；抽真空部分：真空泵（Edward
RV-8），通过真空泵抽取均热板腔体内真空使其腔体内部获得相应的真空压力，同时压力传

感器监测内部压力并通过计算机显示当前腔体内部压力值。

图 5 抽真空实验平台示意图
Fig.5 Schematic diagram of the vacuum experiment platform

吸液芯的孔隙率大小关系到吸液芯的毛细性能，也关系到工质充注量，定义为孔隙体积
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与吸液芯总体积的比值，测试孔隙率的通常有密度计算法和工质浸润法两种。

密度计算法：先称出铜粉的质量 Mc，由铜粉的密度 ρ可以得出铜粉的体积，烧结后的

吸液芯体积为 Vr，所以可以计算得到空腔的体积 Ve：

c
e r

MV V


  （2）

所以孔隙率为：

e

r

V
V

  （3）

利用密度计算法得出的孔隙率通常会比实际测试值要大，因为烧结过程铜粉颗粒无序堆

叠可能有些缝隙会形成盲孔，即无法与其他孔隙连通的孔隙，并且其他的孔隙连接起来后也

会造成孔隙率计算不准确。

工质浸润法：是通过将烧结完成的吸液芯结构使其完全浸润工质，放置 1 min 待其表面

多余工质沥干后，再进行称重，此时浸润前后的吸液芯质量差对应工质填充孔隙的质量，所

以该方法的孔隙率用公式表达为：

wet dry

r

( ) /M M
V





 （4）

式中 Mwet为浸润后吸液芯质量；Mdry 为未浸润的吸液芯质量；ρ为工质密度，用该方法计算

得出的孔隙率更加精确，所以本实验中采用工质浸润法，测量得到样品孔隙率为 66.79%。

本实验充液率表示为工质浸润吸液芯的程度，将其定义为工质的体积与孔隙体积之比，

即式（5）

i

p

100%Vfr
V

  （5）

式中，fr 为充液率；Vi为工质体积；Vp为孔隙体积。

工质损失量使用称重法计算，通过对比抽真空前后均热板质量变化得到工质损失量，即

式（6）

loss org lefm m m  （6）

式中 mloss 为工质损失量；morg 为抽真空前初始质量；mlef为抽真空后剩余质量。

为了保证数据的准确性和可靠性，需要对实验仪器进行校准，并对其进行误差分析。实

验所用仪器的不确定度如表 2 所示。

表 2 实验仪器不确定度
Table 2 Uncertainty of experimental instruments

压力传感器 真空泵 数据采集仪 高精度天平

± 0.25% 0.1% ± 0.10％ 0.03%

2.3 不同充液率下抽真空对工质损失量影响

注液抽真空工艺中，完成工质充注之后，抽真空工序造成的工质损失通常是充液率越高

损失量越大，但是不同充液率下工质损失原因有所不同。针对烧结式吸液芯来讲，当注液率

小于等于 100%时，工质浸润在吸液芯内部，工质损失主要以腔体内部压力骤降引起的工质

汽化损失；而当注液率大于 100%时，多余的工质会堆积在吸液芯表面占据部分蒸汽通道，

此时暴露在蒸汽腔部分工质损失形式也发生了变化，会随着真空泵的启动瞬间的抽吸力造成

暴露在蒸汽腔部分工质携带损失，如图 6 所示，不同充液率下的工质在腔体内部分布情况。
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图 6 不同充液率下工质分布状态
Fig.6 Working fluid distribution at different filling rates

为了探究不同充液率下，抽真空对工质损失量的影响，针对相同抽真空时间不同充液率

进行实验分析，如图 7 抽真空 30 s 时不同充液率下工质损失量图。

图 7 不同充液率下工质损失量变化
Fig. 7 Changes in working fluid loss under different filling rates

针对不同注液量工质损失做了三次重复性实验并取其平均值，分析上图中的曲线可得，

在充液率为 60%、80%和 100%情况下（充液量小于等于 100%），工质损失量在 0.1 g 以下，

充液率越低工质损失量越小，60%充液率下几乎没有损失，因为在这种情况下，工质损失量

受到吸液芯毛细力的影响，以汽化的方式被抽走，此时工质与均热板之间的传热过程是主要

的损失形式，而传质过程相对较弱，因此低充液率抽真空工质损失量较小。

而充液率在 100%以上时，120%和 140%充液率下工质损失量骤增，并且称重计算后发

现保存在腔体内部的工质量在 100%附近，这是因为在高充液率情况下，工质与均热板之间

的传热和传质过程都会发生。工质在均热板上蒸发时，其蒸发速率取决于其传热速率。当抽

真空时，蒸发速率高的工质会在短时间内大量蒸发，产生高温高压蒸汽，这种蒸汽会被抽真

空带出均热板，导致损失量增加。以上数据表明高充液率情况下，抽真空时损失形式发生变

化，主要损失形式为携带损失。

2.4 不同抽真空时间对工质损失量影响

为了在保证需要的真空压力条件下实现工质的充注，需要通过对不同抽真空时间的实验

来分析抽真空工艺的时间对工质损失量的影响。实验控制其充液率不变（100%）的情况下，

不同的抽真空时间对其损失量的影响，如图 8 所示。
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图 8 工质损失量随抽真空时间的变化图
Fig. 8 Variation of working fluid loss with vacuum time

由上图分析可知，工质损失量整体趋势随着抽真空时间的增长而增加，在前 20 s 内腔

体内部压强迅速降低，工质损失量较大，这是因为在此期间，真空度较低，工质与均热板之

间的传热速率较快，使得工质迅速蒸发并被抽真空带走，前 20 s 的损失量为 0.12 g，20 s 后
工质损失速率趋于平缓，是由于在这种情况下，真空度提高，工质与均热板之间的传热速率

较慢，使得工质蒸发速率逐渐降低。此外，随着抽真空时间的延长，工质逐渐适应了高真空

环境，其携带损失逐渐减小。以上结果说明，延长抽真空时间对工质损失量影响较小，工质

损失主要发生在压力骤降的时间内，由于要获得内部真空度要求，该损失是无法避免的，而

且通过控制抽真空时间难以确定其充液率精度。

2.5 注液方案优化

根据以上对抽真空工艺工质损失的影响因素分析，需要对抽真空工艺进行改进来保证充

液精度。由于工质损失量较大的情况是高充液率时，所以提出的方案是针对充液率大于 100%
的情况。

针对沟槽性吸液芯结构，可以通过冷冻的方式控制充注精度，但是对于多孔介质吸液芯

结构无法使用冷冻法，当工质完全浸润吸液芯内部时，对其进行冷冻处理会造成工质体积膨

胀破坏吸液芯结构。

低温抽真空：根据水在不同温度下饱和蒸汽压不同，控制抽真空时的温度，来减小工质

因为腔体压力的降低而导致的汽化损失。针对 140%充液率下，不同温度下抽真空 30 s，不

同温度对工质损失量的影响如图 9 所示。

图 9 工质损失量随着不同温度的变化
Fig. 9 The amount of working fluid loss varies with different temperatures

通过上图可以看出，5 ℃相比 20 ℃下抽真空工质损失量减少了 0.14 g，说明降低抽真空

时的温度，可以减少工质因为真空压力下汽化损失，对工质损失有一定的优化，但是总损失
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量依然有 0.6 g，由上一节高充液率（充液率大于 100%）损失量分析可知，主要是携带损失，

损失主体是暴露在蒸汽腔中的部分工质，所以低温抽真空方案对工质精度的控制优化并不

大。当工质主要损失为汽化损失时，该优化方案可以提供参考。

二次充注：对此提出另一种二次充注注液方案，抽真空后保证真空度同时对均热板进行

工质的补充，因为低充液率下损失量较小可以保证工质充注精度，所以该工艺针对高充液率

下，可以通过后序工质补充完成工质的精确注入，二次充注系统示意图如图 10 所示。

当均热板已经进行过第一次工质的充注后达到 100%充液率时，将其接入到该系统中，

打开阀 1、阀 3 和阀 4 进行抽真空操作，当到达对应真空度要求时（3~4 kPa），关闭阀 3，
打开阀 2 将需要额外充注的工质进行补充注入，注液完成之后关闭阀 2。

高充液率下，工质会占据部分蒸汽腔空间，此时工质损失形式分为低真空压力下工质汽

化损失，真空泵的启动瞬间的抽吸力造成暴露在蒸汽腔部分工质携带损失（主要损失）。二

次注液工艺首先进行 100%的充液量的工质充注，再进行抽真空，此时由于工质浸润在吸液

芯内部，主要损失为低压造成工质汽化损失，该损失量较小，通过重复性实验引入额外注液

量来抵消该部分损失，此时腔体内部已获得需要的真空度，保持该真空度下，对额外工质进

行补充注入，这样避免了抽真空过程时暴露在蒸汽腔部分工质的大量损失，保证高注液率下

的工质精度。

图 10 二次充注系统示意图
Fig.10 Schematic diagram of the secondary charging system

3 结论

本文针对注液抽真空工艺的工质充注精度进行分析优化，分析了该工艺下工质的损失形

式，并提出能够控制均热板高充液率充注量的优化方案。得出以下结论：

（1）将注液抽真空工艺与抽真空注液工艺进行对比，抽真空注液工艺由于抽真空后腔

体内外压差过大，容易导致壳板塌陷造成壳板表面和吸液芯结构的破坏，不适用于壳板厚度

较薄的结构加工，注液抽真空工艺可以保证内外压差高于工质当前温度下的饱和蒸气压更适

用于较薄壳板的加工。

（2）针对均热板不同充液率下和不同抽真空时间对工质损失量的影响进行实验研究，

分析得出影响高充液率工质损失主要原因是携带损失，损失量主要是暴露在蒸汽通道部分工

质，而低充液率下工质主要以汽化形式被抽走。抽真空时间对工质的损失主要在压力骤降的

前 20 s 内。

（3）根据水在不同温度下饱和蒸汽压不同，为了减少抽真空时工质汽化量，提出低温

抽真空方案，在低温（5 ℃）下，相比常温（22 ℃）下抽真空减少了 14%损失量，但针对高

充液率下损失量影响较小；根据不同充液率下工质损失形式和损失量的不同，使用二次充注

方案配合一次注液后抽真空的工质补充，能够实现高充液率下的工质注入精度。

致谢：本文得到教育部基本科研业务费重点项目资助（No. 2022JBCG002）

参考文献

[1] Yao F, Miao S, Zhang M, et al. An experimental study of an anti-gravity vapor chamber with a tree-shaped



9

evaporator[J]. Applied Thermal Engineering, 2018, 141: 1000-1008.

[2] Sohel Murshed S M, Nieto De Castro C A. A critical review of traditional and emerging techniques and

fluids for electronics cooling[J]. Renewable and Sustainable Energy Reviews, 2017, 78: 821-833.

[3] Kang S-W, Tsai S-H, Ko M-H. Metallic micro heat pipe heat spreader fabrication[J]. Applied Thermal

Engineering, 2004, 24(2-3): 299-309.

[4] 李健,杨殷创,许传龙,邱惠和.具有纳米结构吸液芯的超薄平面热管传热特性[J].工程热物理学报,

2020, 41(11): 2762-2766.

LI Jian, YANG Yin-Chuang, XU Chuan-Long, QIU Hui-He. Thermal Performance of Ultrathin Flat Heat Pipe

With Nanostructured Wick[J]. Journal of Engineering Thermophysics, 2020, 41(11): 2762-2766.

[5] Kim J S, Shin D H, You S M, et al. Thermal performance of aluminum vapor chamber for EV battery thermal

management[J]. Applied Thermal Engineering, 2021, 185: 116337.

[6] 罗佳利,汪亚桥,吕树申,莫冬传.梯度结构修饰铜网的毛细特性[J].工程热物理学报, 2021, 42(06):

1531-1537.

LUO Jia-Li, WANG Ya-Qiao, LYU Shu-Shen, MO Dong-Chuan. Capillary Properties of Modified Copper

Mesh With Gradient Structure[J]. Journal of Engineering Thermophysics, 2021, 42(06): 1531-1537.

[7] 王宙,银了飞,丁艺,崔卓,贾力.具有梯度结构吸液芯的均热板传热特性[J].工程热物理学报, 2023,

44(02):532-539.

WANG Zhou, YIN Liaofei, DING Yi, CUI Zhuo, JIA Li. The Heat Transfer Characteristics of Vapor Chambers

With Gradient Structured Wicks[J]. Journal of Engineering Thermophysics, 2023, 44(02):532-539.

[8] Li Y, He H, Zeng Z. Evaporation and condensation heat transfer in a heat pipe with a sintered-grooved

composite wick[J]. Applied Thermal Engineering, 2013, 50(1): 342-351.

[9] Mahdavi M, Tiari S, De Schampheleire S, et al. Experimental study of the thermal characteristics of a heat

pipe[J]. Experimental Thermal and Fluid Science, 2018, 93: 292-304.

[10] Singh R, Akbarzadeh A, Mochizuki M. Operational characteristics of the miniature loop heat pipe with

non-condensable gases[J]. International Journal of Heat and Mass Transfer, 2010, 53(17-18): 3471-3482.

[11] 陆龙生,汤勇,袁冬,蒋乐伦.微热管的灌注抽真空制造技术[J].机械工程学报, 2009, 45(06):122-127.

LU Longsheng, TANG Yong, YUAN Dong, JIANG Lelun. Micro Heat Pipe Manufacturing Technology of

Vacuuming and Filling Work Fluid[J]. Journal of Mechanical Engineering, 2009, 45(06):122-127.

[12] 陈伟彬. 微热管抽真空除气技术及其系统研究[D].华南理工大学, 2011.

Chen Weibin. Research on Vacuum Degassing Technology and System for Micro Heat Pipes[D]. South China

University of Technology, 2011.



中国工程热物理学会 传热传质

学术会议论文 编号：233464

同轴深孔换热器储热模式的流动传热分析

赖孝天 1,2，陶维昱 1，颜谢材 1，郑君 1,2，田红 1,2，窦斌 1,2*
1
中国地质大学（武汉）工程学院，湖北武汉，430074

2
自然资源部深部地热资源重点实验室，湖北武汉，430074

Email: doubin@cug.edu.cn

摘要：本文针对特征温度边界下同轴深孔换热器的地下储热过程，聚焦工质的流动与传热性能，推导

建立了中心注入条件下流体温度分布的解析表达式，并基于环形与圆形流道内湍流状态下的经验关系

式开展了理论分析。研究指出，储层的垂向升温特性对工质温度与热流密度的分布影响显著，提高工质

注入初温、增大管径比与流量能够通过改善温度匹配与传热系数的方式提升单位时间内工质向储层的

传热量，其中后两种方式需要以流动功耗的增长作为代价。

关键词：同轴深孔换热器，线性升温边界，流动传热分析，储层热恢复。

0 前言

地热能，作为一种清洁稳定的可再生能源，能够有效服务于发电[1]、采暖[2]与制冷[3]

等领域，从而削减能量供应过程中所造成的碳排放。地下换热器，是一种应用广泛的地

热能采集设备，根据工作原理与结构的不同，主要包括：地埋管换热器[4]，长距离重力热

管[5]，U 型管地下换热器[6]以及同轴深孔换热器[7]。同轴深孔换热器由两根具有不同管径

的圆管组成，外管作为工质与储层之间的传热通道，而内管用于组织工质的流动。由于

其具有结构简单、运行稳定以及配套技术成熟的优点，目前已得到了一定的应用[8]。然

而，伴随采热过程的长时间进行，地下热储温度逐渐降低，采热性能逐渐恶化，该问题

成为了制约采热量的主要障碍[9]。针对该问题，采取间歇运行的方式给予热储充足的热

恢复时间，能够缓解这一问题，Cai 等人研究发现多种不同时间比例的间歇式运行均能

有效缓解温度衰减问题[10]。除此以外，针对 Green 等人的地下储热设想[11]，将太阳能光

热等而难以直接利用的热能注入地下，通过地下储热的方式能够在缓解储层热衰减的同

时对太阳能加以稳定，从而实现不同类型可再生能源的互补使用。Panja 等人研究了储层

渗透率非均质性对地下储热性能的影响规律，并指出渗透率的非均质性易导致非对称温

度场的出现[12]。此外，由于大地热流的作用，地下储层沿垂直方向呈现出线性温度分布，

这使得热储与流体之间的瞬态传热过程在空间上具有独特的分布特征。伴随换热器垂直

深度的进一步增大，地层的种类变得多样且复杂，不同种类地层的传热能力使得热储中

的温度梯度发生变化，进而影响流体向热储的释热能力。因此，本文针对同轴深孔换热

器向地下储层储热的瞬态传热过程，以过程中的热量传递行为以及载热工质的流动特性

为对象开展了相关理论分析。

基金项目：中央高校基本科研业务费专项资金资助项目（批准号：162301212689）；自然资源部深部

地热资源重点实验室开放基金一般项目（批准号：KLDGR2022G02）。



1 数学模型

在运行过程中，同轴深孔换热器内的工质可经环形与中心流道注入，根据储层与流

体温度的匹配特性，环形注入适用于采热模式而中心注入适用于储热模式，工质在中心

注入模式下从底部向上流动的过程中对储层释放热量。

图 1 同轴深孔换热器储热模式示意图

以垂直向下为正方向且忽略中心管的漏热，根据能量守恒关系，流体温度的微分方

程为式(1)，式中：k 为热储与工质的传热系数，W/(m2·K)；TS 为储层温度，K；TF 为工

质温度，K；π为圆周率；D 为换热器外管直径，m；ṁF为工质流量，kg/s；cp,F为工质定

压比热容，J/(kg·K)。其中，储层温度沿垂直方向线性升高，如式(2)所示，式中：K 为温

度梯度，K/m；x 为换热器内任意竖直位置，m；角标 0 表示换热器环形通道的入口。

(1)

(2)

根据式(3)所示边界条件，积分可得工质温度的沿程分布解析表达式(4)。
(3)

(4)

储层和采热工质之间的传热为导热与对流耦合过程，故传热系数为式(5)，式中：

rc 为导热热阻，(m2·K)/W；h 为对流传热系数，W/(m2·K)。Gnielinski 的相关工作指出

环形通道内湍流状态下的 Nusselt 数为式(6)[13]，式中：Rea为雷诺数，式(7)；Pr 为普朗

特数，式(8)；dh,a 为流动直径，式(9)；fa 为摩擦系数，式(10)；Rea*为计算摩擦系数所使

用的修正雷诺数，式(11)；Fa 为区分不同传热面的修正系数，式(12)；θ 为内外管径比；

ρF为密度，kg/m3；μF为动力粘度，Pa·s；λF为导热系数，W/(m·K)。

(5)

(6)

(7)



(8)

(9)

(10)

(11)

(12)

对于中心圆形流道，阻力系数可根据 Filonenko 公式求解[14]，式(13)。其中，中

心流道内的雷诺数与流动直径分别为式(14)与(15)。
(13)

(14)

(15)

工质在环形与中心通道中的流动压降分别为式(16)与(17)，相应功耗为式(18)。

(16)

(17)

(18)

储热过程的局部热流密度与单位时间储热量分别为式(19)与(20)。

(19)

(20)

图 2 温度分布解析表达式的对比检验

为确保工质温度解析表达式的正确性，利用四阶龙格库塔(RK-4)进行数值积分

的方法对式(4)进行了对比验证，如图 2 所示二者吻合良好。



2 讨论与分析

2.1 算例分析

基于上述理论模型，首先利用表 1 参数所对应算例的流动与传热性能开展了计

算与分析。在该工况下，同轴深孔换热器的外管直径为 0.2m，内外管径比为 0.5，纵

深为 2000m，选择初始温度为 70°C 的水作为循环工质，以 10kg/s 的流量由中心管注

入地下向储层释放热量。

表 1 初始参数表

变量 取值

D [m] 0.2
L [m] 2000

TF,in [°C] 70
ṁF [kg/s] 10
θ [-] 0.5

图 3 算例的传热性能：(a) 单位时间储热量，(b) 热流密度分布

长期持续采热后储层温度会出现衰减，即相应地温梯度有所下降。图 3-(a)指出

当地温梯度由 0.02 降低至 0 K/m，单位时间内的储热量由 1.32 上升至 1.77 MW。地

温梯度的存在使得循环工质与储层间的温度匹配特性发生变化，进而影响热流密度

的分布规律与全域的传热性能。由图 3-(b)可知，当储层具有较大的温度梯度时，工

质在换热器底部的局部热流密度显著降低，进而大幅度削弱底部储层的储热性能而

影响单位时间的整体储热量。因此，在储层具有更低的温度梯度下进行储热能够取

得更高的单位时间储热量，此时换热器下半段为储热模式的主要功能区。

图 4 算例的流动性能：(a) 流道横截面积，(b) 流道内部压降



循环工质在经中心与环形流道流动的过程中，流动阻力的作用将造成相应功耗。

在内外管径比为 0.5 的情况下，忽略内外管壁厚度，中心圆管与环形流道的横截面积

比为 1：3，故工质将以更高的流速在内管中流动而产生更为剧烈的压降。图 4-(b)指
出，在算例工况下内管压降占据了整体压降的 87%，这意味着总体功耗中的大部分

能量被用于泵送工质在中心圆管内的流动。

2.2 参数分析

同轴深孔换热器的结构与运行参数是影响其流动传热性能的重要因素，其中主要涉

及内外管径比、注入温度与工质流量，图 5 所示为不同管径比与注入温度下的传热性能。

图 5 管径比对传热性能的影响：(a) 单位时间储热量，(b) 热流密度分布

根据图 5-(a)可知，增大内外管径比与提升注入温度均有助于提高单位时间内工质向

储层释放的热量。当增大管径比从 0.3 至 0.9，单位时间的储热量约提高 0.02 MW，增长

幅度较为微弱。相较之下，提升注入温度能够更为显著地改善传热性能，当提升注入温

度由 65 至 75°C，单位时间采热量约提高 0.40 MW。根据图 5-(b)中不同管径比与注入温

度下的热流密度分布可知，提升注入温度能够有效增加储热过程中工质与储层间的平均

传热温差而加速驱动热量的传递。当进一步提高内外管径比，内管径的增大将压缩环形

流道的横截面积，以加快其中工质的流速而改善对流传热系数。由于在换热器底部工质

与储层具有更大的局部传热温差，因而管径比的提高对于该处局部热流的强化更为明显。

图 6 管径比对流动性能的影响：(a) 流动功耗，(b) 中心与环形流道压降



管径比的改变在根本上决定了环形与中心通道内工质流速的大小，提升流速在强化

对流传热系数的同时，也使得工质在通道内的流动性能发生改变。图 6-(a)指出当增加管

径比从 0.3 至 0.9，流动功耗呈现出先降低后升高的变化趋势，变化过程中的最小与最大

流动功耗分别约为 0.09 kW 与 1.82 kW。在小管径比条件下，工质在中心管内的流速更

快而在环形通道内的流速更慢，以管径比为 0.4 的工况为例，中心管内流速与阻力系数

的双重提升使得流体在其中的流动压降约为 42 kPa，相较之下环形通道内的压降非常微

弱，仅占总压降的 3%。当提高管径比至 0.6，中心与环形流道的横截面积逐渐趋于平衡，

内外流速趋于相近且压降和功耗均下降显著。进一步增大管径比至 0.8，环形流道内的流

动压降显著升高，约占总体压降的 94%，使得总功耗再一次升高。因此，高低管径比区

域中高流动功耗的主要成因是流道面积不平均所导致的中心或环形流道内的流速加剧现

象。结合上述管径比对传热性能的影响规律可知，低管径比对于运行过程中的传热与流

动性能均不利，因此需要在换热器设计过程中加以避免。理想的管径比位于中间值与较

大值区间内，增大管径比能够在一定程度上强化外管内壁的对流传热系数，从而改善热

量传递的性能，但显著增长的环形流道功耗将增加系统运行的成本，需要根据实际情况

与需求进行折中选择。

图 7 流量对传热性能的影响：(a) 单位时间储热量，(b) 热流密度分布

对于具有固定几何结构的换热器，运行参数的改变同样对传热与流动性能影响显著。

图 7 所示为注入流量对传热性能的影响规律，图 7-(a)指出当提高工质的注入流量，单位

时间内向储层释放的热量提升显著。在注入温度为 70 °C 的工况下，提升工质流量由 5
至 50 kg/s，单位时间储热量由 0.86 增长至 3.37 MW。增大流量对强化传热性能的作用

机制主要在于提升对流传热系数以及改善工质与储层的温度匹配特性。图 7-(b)所示为不

同流量下工质温度分布与对流传热系数的对比，首先可见流量的提升将提高环形通道内

工质的流速，从而强化外管内壁的对流传热系数，在流量为 5 kg/s 的工况下，对流传热

系数为 1173 W/(m2·K)，而当流量增长至 50 kg/s，对流传热系数提升至 7571 W/(m2·K)。
其次，工质流量的提升使得载热工质的热容量增长显著，进而在传热过程中表现出更为

迟缓的温度变化特性。对比温度分布可知，低质量流量状态下，循环工质在换热器底部

区域的温度下降迅速而快速趋近储层温度。相较之下，高质量流量下的工质温度以更为

缓慢的速度下降，而与储层间保持着更大的平均传热温差。因此，提高质量流量能够通



过改善对流传热系数与提高平均传热温差的方式，有效强化单位时间内工质向储层的传

热量。

图 8 流量对流动性能的影响：(a) 流动功耗，(b) 中心与环形流道压降

图 8 所示为工质流量对流动性能的影响规律，图 8-(a)指出质量流量的增加将大幅增

加泵功的消耗，当流量自 5 增加至 50 kg/s，泵功由 0.01 增长至 66.70 kW。流量改变对

泵功的作用机制主要在于流动压降与工质数量两方面，首先根据图 8-(b)中通道内的流动

压降可知，由于提升流量所造成的流速升高使得工质在流经中心与环形通道过程中的压

降增长显著。在管径比为 0.6 的工况下，提升流量自 5 至 50 kg/s，内外管中的流动压降

均显著增长至 110 与 67 kPa，但对二者在总压降中的占比影响微弱。由此可见，中心与

环形通道内的压降占比主要受到管径比对流通横截面积影响的作用，而流量的提升将同

时增加双侧的流动压降。压降的增加将导致单位质量工质流动过程消耗更多的泵功，而

流量的增长同时意味着需要泵送的工质数量更多。因此，增大工质流量在强化传热性能

的同时将导致泵功的显著增长，且在大管径比与小管径比条件下更为明显。

3 结 论

本文以同轴深孔换热器在线性升温边界下向地下储层释热过程中的流动与传热性

能为对象，推导建立了中心注入模式下循环工质温度分布的解析表达式，并基于环形与

圆管流道内湍流状态下的经验关系式，针对换热器主要结构与运行参数对工质释热性能

的影响规律开展了相关计算与理论分析，具体结论为如下三点：

(1) 选用具有高管径比的换热器能够通过加速环形通道内的工质流速以强化对流传

热系数，然而通道内的流动阻力将显著增长以消耗更多泵功维持工质的输运，在结构设

计过程中需根据实际运行需求进行折中选择；

(2) 提高注入温度能够有效增大载热工质与储层之间的平均传热温差以提升储热速

率，但相应的工质出口温度较高，这意味着地表热量供给端需工作在更高的接口温度下，

从而取得更为高效的释热性能。

(3) 提高循环工质的注入流量能够大幅度提高单位时间内载热工质向储层的释热量，

其作用机制在于工质流量对其自身流速与热容的显著影响，从而同时改善对流传热系数

与平均传热温差，但该方式需要以功耗的显著增长作为代价。
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摘要：质子交换膜燃料电池(PEMFC)的阴极流场结构对电池内部气体流动、传热传质和电化学反应起着至

关重要的作用。本研究提出了一种新型凸形结构，同时采用数值模拟的方法探究凸形结构的几何结构参数

对燃料电池性能的影响。结果表明，与传统平行流场（case0）相比， case8 的电流密度提升了 14.4%。另

外凸形结构可以有效缩短气体扩散路径长度，提高肋下区域氧浓度，同时提高阴极通道内的气流速度，强

化燃料电池的水管理能力。

关键词：质子交换膜燃料电池；流场结构设计；燃料电池性能；水管理

0 前言

在碳达峰、碳中和背景下，全球新能源研究正进入高速发展期，太阳能、生物质能、氢

能等领域的技术受到高度关注[1]。氢能作为一种发展潜力巨大的二次能源之一，来源丰富，

无污染，应用范围非常广泛[2]。其中质子交换膜燃料电池（PEMFC）作为一种氢能开发利用

技术受到了各界人士的广泛关注[3,4]。

PEMFC 因具有不受卡诺循环的限制、能量转换效率高、无污染等优点而被广泛应用于

汽车、航天、潜艇以及移动电源等领域。但是要想实现 PEMFC 大规模商业化，还需要进一

步提高 PEMFC 的功率密度、改善其水热管理能力[5]。作为燃料电池的重要组成部件之一，

双极板会对电池内的反应物分布、水热分布产生极大的影响，因此对于双极板的优化，尤其

是对双极板上的流场结构进行优化一直是燃料电池性能研究的重点[6]。在过去的十几年中，

大量学者对双极板上的流场进行了研究。Ramin 等人[7]发现陷阱结构可以明显提高 PEMFC
的功率密度，提高氧气向电极的扩散效率，使反应物更均匀的分布在阴极催化层。但是陷阱

结构会降低气流速度，使得更多液态水滞留在电池内阻碍传质。还有一些研究通过在通道内

增设堵块[8]并优化其高度[9]、位置[10]以及形状[11]来增强传质，从而达到提升燃料电池性能的

目的。例如 Liu 等人[12]将堵块结构加入到蛇形流场和平行流场中形成新的流场，通过模拟结

果发现新的流场提高了氧分布的均匀性，增强了局部传质，使燃料电池的最大功率提高了

26%。但是堵块结构会增大燃料电池系统的附加功率，而且一些复杂的堵块制作成本高或难

以制造。

为了解决上述问题，本研究首先提出了一种凸形结构，在缩短氧气扩散路径长度的同时

保证较高的气流速度，然后通过数值模拟的方法探究了凸形结构的几何结构参数对燃料电池

性能及其内部组分分布的影响。

1 模型描述

1.1 几何模型

图 1 显示了 PEMFC 的计算域和凸形结构的几何模型。与传统的平行流场不同的是，凸

形结构通过陷阱结构缩短了阴极反应气体扩散路径长度，使得更多反应气体扩散到阴极催化

层参与电化学反应，同时通过降低截面高度保证较高的气流速度。

基金项目：国家自然科学基金项目（52176063）。



图 1 凸形结构的几何模型

Fig.1. Geometric modeling of convex structure

表 1 中列出了模型详细的几何参数。

表 1 模型几何参数

Table 1. Model geometric parameters

几何参数 数值 单位

集电板长度 50 mm

通道宽/高/长 1/1/50 mm

肋宽/高 1.2/1 mm

气体扩散层厚度 0.2 mm

催化层厚度 0.012 mm

膜厚 0.035 mm

1.2 燃料电池的基本控制方程

燃料电池模型主要的控制方程包括质量、动量、能量和组分守恒方程、电流守恒方程、

水饱和度方程以及用来描述电化学反应的 Bulter-Volmer 方程。

质量守恒方程：

(ߩߝ߲)

ݐ߲
+ ∇ ∙ (ሬ⃗ݑߩߝ) ൌ ௠ܵ (1)

式中， ܵ，分别表示混合气体的平均密度、速度矢量和孔隙率ߝ、ሬ⃗ݑ、ߩ ௠ 表示的是质量源项。

动量守恒方程：

(ሬ⃗ݑߩߝ߲)

ݐ߲
+ ∇ ∙ (ሬ⃗ݑሬ⃗ݑߩߝ) ൌ െ݌׏ߝ൅ (ሬ⃗ݑ׏ߤߝ)ή׏ ൅ ௠ܵ ௢௠ (2)

式中，ߤ、݌分别为流体压力、混合物的平均粘度。െ݌׏ߝ表示压力产生的动量传递，∇ ∙ (ሬ⃗ݑ׏ߤߝ)

表示粘度产生的动量传递， ௠ܵ ௢௠为动量源项。

能量守恒方程：



߲൫ߩߝ ௣ܿܶ൯

ݐ߲
+ ߝܿߩ ௣ݑሬ⃗ ∙ ∇ܶ = ∇ ∙ ൫݇ ௘௙௙∇ܶ൯+ ்ܵ (3)

式中， ௣ܿ表示定压比热容，ܶ表示气体的混合温度。 ௘݇௙௙表示多孔介质区域有效热导率，்ܵ

为能量源项。

组分守恒方程：

ߝ߲ܿ) ௜ݑሬ⃗)

ݐ߲
+ ሬ⃗ݑߝߩ ∙ ∇ ௜ܿ= ∇ ∙ ൫ܦ௞

௘௙௙
∇ ௜ܿ൯+ ௜ܵ (4)

式中， ௜ܿ为气体组分，ܦ௞
௘௙௙

表示组分有效扩散系数， ௜ܵ表示组分源项。

电流守恒方程：

∇ ∙ (௦∇∅௦ߪ) + ௦ܵ௢௟= 0 (5)

∇ ∙ ௠ߪ) ∇∅௠ ) + ௠ܵ ௘௠ = 0 (6)

式中，∅௦和∅௠ 分别表示固相电势和膜相电势；ߪ௦和ߪ௠ 分别表示有效电导率和有效质子传导

系数， ௦ܵ௢௟、 ௠ܵ ௘௠分别表示电子电流源项和质子电流源项。

多孔介质中水的输运方程

∇൤ߩுమை
௄௦య

ఓಹమೀ

ௗ௣೎

ௗ௦
+൨ݏ∇ ுܵమை = 0 (7)

௖݌ =
ఙୡ୭ୱఏ೎

ቀ
಼

ഄ
ቁ
బ.ఱ −ݏ1.417) ଶݏ2.12 + (ଷݏ1.26 (8)

多孔介质中水的输运方程由公式(7)来描述，式中 ுܵమை为水的相变源项，݌௖表示毛细管压力，

由公式(8)计算得出。

Bulter-Volmer 方程：

௔݆ = ௔݆,௥௘௙൭
ுమܥ

ுమܥ
௥௘௙൱

ఊೌ

൬݁
ఈೌி
ோ்

ఎೌ − ݁ି
ఈ೎ி
ோ்

ఎೌ൰ (9)

௖݆ = ௖݆,௥௘௙൭
ைమܥ

ைమܥ
௥௘௙൱

ఊ೎

൬݁
ఈೌி
ோ்

ఎ೎− ݁ି
ఈ೎ி
ோ்

ఎ೎൰ (10)

式中，下标ܽ表示阳极，下标 表ܿ示阴极；ߟ、 ௥݆௘௙、ߙ、ߛ分别表示过电位、参考交换电流密

度、浓度指数、传递系数；ܥ௜表示 组݅分的摩尔浓度；ܥ௜
௥௘௙

表示 组݅分的参考摩尔浓度。

2 模型假设及模型验证

2.1 模型假设

由于质子交换膜燃料电池是一个复杂的多相、多尺度、动态的三维系统，因此在建立模

型的过程中，为了降低系统的复杂性，在不影响仿真结果的前提下，本文对模型做出以下假

设：

（1）PEMFC 在稳态、等温的工况下运行，忽略上述方程中的所有非稳态项；

（2）催化层、气体扩散层是多孔介质，各向同性；质子交换膜被认为是不可穿透的膜;
（3）通道内的气体流动为层流；

（4）PEMFC 中的反应气体是不可压缩的理想气体；

（5）电池为单相模型，并且忽略重力的影响；

（6）忽略燃料电池内部各组件之间的接触电阻和接触热阻。

2.2 网格无关性验证

网格数量会对数值仿真结果产生一定的影响，所以为了验证网格的独立性，选用了四组

网格数进行计算，结果如表 2 所示。从表中可以看出，随着网格数量的增多，燃料电池的电



流密度之间的差异逐渐缩小，为了在保证计算精度的同时降低计算成本，选用了 257409 个

网格数进行计算。

表 2 网格无关性验证

Table 2. Grid independence verification

网格数量 电流密度（A/cm2） 相对误差

Group 1 83261 1.275881 0.42%

Group 2 167774 1.279910 0.16%

Group 3 257409 1.281312 —

Group 4 334239 1.281949 0.05%

2.3 模型验证

为了确保模拟结果的准确性和科学性，将具有传统平行流场的 PEMFC 的极化曲线与

Zhou 等人[13]的实验结果进行了比较，结果如图 2 所示。可以发现，模拟结果与实验结果比

较吻合。

图 2 模型验证

Fig.2. Model validation

2.4 边界条件

在使用仿真软件进行数值仿真的时候，还需要对燃料电池的阴阳极设置一定的边界条件，

包括但不限于阴阳极进口流量、温度、出口压力以及各组分浓度占比，从而对控制方程进行

求解。具体数值如表 3 所示。

表 3 边界条件及模型参数

Table 3. Boundary conditions and model parameters

参数 符号 值 单位

阳极参考电流密度 ௥௘௙,௔ܬ 10000 A/cm2

阴极参考电流密度 ௥௘௙,௖ܬ 10 A/cm2

开路电压 ௢ܸ௖ 1.03 V

电池运行温度 T 343 K



电池运行压力 P 101325 Pa

阳极质量流量 ݉̇ a 3.39E-07 Kg/s

阴极质量流量 ݉̇ c 3.71E-06 Kg/s

阳极相对湿度 ௔ܪܴ 100 %

阴极相对湿度 ௖ܪܴ 80 %

阳极参考浓度 ௔,௥௘௙ܥ 56.4 mol/m3

阴极参考浓度 ௖,௥௘௙ܥ 3.39 mol/m3

气体扩散层孔隙率 ௚ௗ௟ߝ 0.5 —

催化层孔隙率 ௖௟ߝ 0.5 —

气体扩散层的接触角 ௚ௗ௟ߠ 130 °

催化层的接触角 ௖௟ߠ 110 °

3 结果与分析

3.1 正交实验设计

本文研究的关于凸形结构的几何参数包括陷阱长度（L）、陷阱个数（n）、陷阱高度（H）

以及陷阱宽度（W），并根据模型几何参数选取了一些典型的参数值来进行优化设计分析。

另外选用燃料电池的电流密度来代表燃料电池的性能。根据确定好的实验因素及其水平，选

取正交表ܮଽ(3ସ)，如表 4 所示。

表 4 正交表

Table 4. Orthogonal table

试验方案 L（mm） n（个） H（mm） W（mm）

1 2 1 0.2 0.1
2 2 3 0.6 0.3
3 2 5 0.4 0.5
4 5 1 0.6 0.5
5 5 3 0.4 0.1
6 5 5 0.2 0.3
7 8 1 0.4 0.3
8 8 3 0.2 0.5
9 8 5 0.6 0.1

3.2 燃料电池的极化曲线

极化曲线是衡量 PEMFC 性能的一个重要指标。针对正交表ܮଽ(3ସ)中的 9 个案例和 case0
（平行流场）进行建模计算，得到燃料电池的极化曲线，如图 3 所示。从图中可以看出，当

电压高于 0.7V 时，这 10 个案例的电流密度没有很大差异，当电压低于 0.7V 时，电流密度

开始出现明显的差异，当电压为 0.5V 时差异最大。这是由于当 PEMFC 在低电流密度下运

行时，反应速率非常低，流场结构对 PEMFC 性能的影响几乎可以忽略不计。随着电流密度

的增加，流场结构对 PEMFC 性能的影响逐渐体现出来，因为流场的结构影响了 PEMFC 内



部传质。当电压为 0.5V 时， case8 具有最高的电流密度，为 1.482A/cm2，与 case0 相比，

其电流密度提高了 14.4%。

图 3 极化曲线

Fig.3. Polarization curve

3.3 凸形结构对燃料电池性能的影响

根据正交试验的结果，case8 表现出最佳性能。所以下文通过对比 case0 和 case8 在 0.5V
时阴极催化层和气体扩散层界面（CCL/CGDL）的氧浓度分布、液态水饱和度分布以及阴极

通道内反应气流速度等因素来分析凸形结构对燃料电池性能的影响。

3.3.1 氧浓度分布

阴极催化层与气体扩散层交界面处的氧浓度分布会对电池的性能产生很大影响。图 4 显

示了 case0 和 case8 的氧摩尔浓度在 CCL/CGDL 界面处的分布情况。如图所示，case0 和

case8 在 CCL/CGDL 界面的氧摩尔浓度从阴极入口到阴极出口逐渐下降，但是 case8 在此界

面上的氧浓度明显高于 case0，尤其是在肋下区域。这是因为凸形结构缩短了氧气扩散路径

长度，并为氧气的扩散提供了驱动力，使得更多的氧气可以进入到阴极气体扩散层，从而更

容易到达阴极催化层参与电化学反应，最终达到提升电池性能的目的。

图 4 CCL/CGDL 界面处的氧摩尔浓度分布

Fig.4. Oxygen Molar Concentration Distribution at CCL/CGDL Interface

图 5 显示了肋下区域沿气体流动方向氧气摩尔浓度的变化趋势。从图中可以看出，凸形

结构可以明显提高肋下区域的氧摩尔浓度，改善氧气分布的均匀性。以通道中部区域为例，



与 case0 相比，case8 在此区域的氧浓度可以提高 19.6%。这是由于反应物的横向传输主要是

靠扩散，通道内的气体到达催化层的肋下区域需要经过一段较大的扩散长度，而凸形结构缩

短了这一长度，使得更多氧气扩散至电极处，从而缩小了局部“饥饿”区域，有利于燃料电

池长期稳定的运行。

图 5 肋下区域的氧浓度变化趋势

Fig.5. Trends in oxygen concentration changes in the rib area

3.3.2 液态水分布

液态水的存在会阻碍阴极反应气体如氧气的扩散，去除电池内多余的液态水可以避免水

淹，减少浓度极化。图 6 为不同结构 CCL/CGDL 界面处的液态水饱和度分布。从图中可以

看出，与氧气浓度的分布相反，水浓度沿着阴极通道逐渐增加。但是凸形结构有利于降低液

态水饱和度，与 case0 相比，case8 的平均水饱和度降低了 27%。由于传统平行流场中肋下

区域的氧浓度较低，导致更多液态水聚集在肋下区域和通道末端，而凸形结构使更多氧气扩

散至肋下区域，使得肋下区域的液态水可以被反应气流带出电池外，从而加速液态水的去除，

减少了堆积在通道内和肋下区域的液态水，降低了水淹的风险。

图 6 CCL/CGDL 界面处的水饱和度分布

Fig.6. Water saturation distribution at CCL/CGDL interface

以 CCL/CGDL 界面处的电流密度分布来反映反应速率分布。图 7 显示了 CCL/CGDL 界

面处的反应速率。从图中可以看出，对于 case0，由于液态水在阴极通道下游积聚，阻碍了

氧气向反应位点扩散，降低了反应速率，所以在此处的电流密度值较小。对于 case8，较好

的除水能力提高了氧还原反应速率，从而增大了电流密度；由于通道内和肋下区域液态水的



减少，使得更多氧气扩散到催化层参与电化学反应，与 case0 相比，case8 的反应速率明显

增强，尤其是在肋下区域。

图 7 CCL/CGDL 界面处的反应速率

Fig.7. Reaction rate at the CCL/CGDL interface

3.3.3 流动分析

图 8 和图 9 分别显示了阴极通道在 X-Y 截面和 Y-Z 截面的速度分布。可以看出，凸形

结构可以明显增大阴极通道内的气流速度，尤其是在通道截面发生突变的区域，改善了流速

分布的均匀性，与 case0 相比，case8 通道内的速度可以达到 7m/s 以上。这是因为沿气体流

动方向通道截面突然变小，在流量不变的情况下，气流速度得以提高。流速的增大使得更多

的液态水跟随反应气流被带出电池，提高了阴极通道的除水能力，从而降低 CCL/CGDL 界

面的水饱和度。液态水的减少降低了氧气的扩散阻力，使更多的氧气扩散到阴极催化层参与

电化学反应，最终使 PEMFC 性能得到提高。

图 8 阴极通道 X-Y 截面速度分布

Fig.8. Velocity distribution of cathode channel X-Y section

图 9 阴极通道 Y-Z 截面局部速度分布

Fig.9. Local velocity distribution of cathode channel Y-Z section

3.3.4 压降分析

压降是评价流场设计的一个重要标准，压降过高会增大泵送功率。一个设计良好的流场



可以合理地分配反应物和产物，避免过大的压降。图 10 显示了不同结构的阴极气体通道的

压力分布。可以看出，case0 的压降为 38.7Pa，case8 的压降为 453.1Pa。与 case0 相比，case8
的压降略有增大，这是因为凸形结构中拐角较多，使得气体在阴极通道内流动阻力增大。但

是凸形结构可以将电池的电流密度提升 14.4%，与之相比，略微增高的压降在可接受范围内，

总的来说，凸形结构有利于电池性能。

图 10 阴极通道压力分布

Fig.10. Cathode channel pressure distribution

4 结论

本文提出一种新型凸形结构，首先通过正交试验法对此结构的几何参数：陷阱长度（L）、
陷阱个数（n）、陷阱高度（H）和陷阱宽度（W）进行设计优化，得到各因素和各水平的最

优组合。接着通过对氧浓度分布、液态水分布和气流速度分布等因素的对比分析来探究凸形

结构对燃料电池性能的影响。结果如下：

（1）各因素和各水平的最优组合为 L=8、n=3、H=0.2、W=0.5，对应于 case8，与 case0
相比，其电流密度提高了 14.4%。

（2）凸形结构可以有效缩短氧气扩散路径长度，从而提高阴极催化层和气体扩散层界

面处的氧浓度，与 case0 相比，case8 的氧浓度提高了 19.6%。

（3）凸形结构可以明显降低阴极催化层和气体扩散层界面处的液态水饱和度，与 case0
相比，case8 的平均液态水饱和度降低了 27%。水含量的减少使得更多氧气扩散到电极参与

电化学反应，提高了电化学反应速率。

（4）凸形结构提高了阴极通道内的气流速度，在合理的压降范围内使得更多的液态水

跟随反应气流被带出电池，提高了凸形结构的除水能力。
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摘要：本文对小通道蒸发器两相环路热虹吸管进行了实验研究，揭示了加热功率、风扇功率及倾角对两相

环路热虹吸管传热性能的影响。结果表明，随着加热功率的增加，两相环路热虹吸管的热阻有减小的趋势。

随着风扇功率的增加，两相环路热虹吸管的热阻对风扇功率逐渐变得不敏感。在倾斜条件下，两相环路热

虹吸管的传热性能减弱，较高加热功率下的失效倾角更小。该热管所具有的节能与优秀传热特性有望为电

子设备热管理提供有效的解决方案。

关键词：两相环路热虹吸管；小通道蒸发器；风冷；热阻；传热性能

0 前言

电子设备在工业应用和日常生活中无处不在，高温或不均匀的温度分布可能会缩短电

子设备的寿命，甚至彻底损坏电子设备[1, 2]。此外，碳中和策略对节能提出了更高的要求，

因此，以节能的方式实现电子设备的高效热管理至关重要。

近年来，两相环路热虹吸管的研究日益受到关注。利用重力作为驱动源，热虹吸管系

统不需要额外的泵功率消耗，具有明显的节能特性[3, 4]。众多学者已经做了许多重要的工作

来揭示工质类型[5-7]、热流密度[8, 9]、充液率[10, 11]、蒸发器种类和数量[12, 13]以及倾角[14]对环

路热虹吸管运行状态的影响。通过实验可以直接揭示环路热虹吸管的运行状态和传热性能：

Wei 等人[15]设计了实验系统，并评估了热虹吸管在 95 %充液率下的传热性能。发现随着热

流密度的增加，出现了加热段周围的自然对流、周期性波动的准稳态流动和连续产生气泡

的稳定流动这三种不同的运行模式。该研究还强调了两相环路热虹吸管比单相环路热虹吸

管更具有传热优势。Lin 等人[16]分别用水和乙醇作为工质进行了研究，发现使用乙醇环路

热虹吸管系统性能更好，其最佳充液率在 35-40 %区间。Liu 等人[17]关注了两相环路热虹吸

管内的间歇沸腾现象，呈现了间歇沸腾的清晰图像以进行分析阐明。

同时，一些学者还进行了数值研究以进一步揭示环路热虹吸管的传热特性和物理机制。

Wang 等人[18]利用 VOF 方法对用于太阳能接收器的环路热虹吸管进行了数值模拟，观察到

不同的流动模式，发现 U 形转弯截面的设置可以改善热管的传热性能。Kuang 等人[19]研究

了用于乏燃料池冷却的大型环路热虹吸管。考虑了三种不同的工质（水、氨和 R134a）。研
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究表明，降液管总是部分充满液体。一般来说，氨和 R134a 热管受热传输距离的影响较小。

Tong 等人[20]对 CO2工质环路热虹吸管进行了模拟，揭示了三种典型的热管运行状态，包括

预启动、振荡和稳定运行。研究表明，中等充液率时环路热虹吸管的热阻最低，传热极限

可以达到 1150 W。

微/小通道内的流动沸腾传热具有相对较大的比表面积并且可以充分利用汽化潜热，其

具有优秀的传热性能[21, 22]。Chen 等人[23]数值研究了混合工质在矩形微通道中的流动沸腾，

评估了热流密度、质量流量和含气率对流动和传热的影响，揭示了相应的机理。Yin 等人[24]

重点研究了开放式微通道内的过冷流动沸腾传热。实验表明，与传统的封闭微通道相比，

开放式微通道内的流体流动和传热更加稳定。此外，研究中发现了两种不同的受限气泡。

Drummond 等人[25]开发了新型两相歧管微通道热沉并进行了详细的测试，使用 HFE-7100

作为工质，该散热器最多可以有效解决 910 W/cm2 的热流密度。上述研究表明，基于微/小

通道流动沸腾的传热具有巨大的潜力。

综上所述，可以看出目前对于两相环路热虹吸管的研究主要集中于简单结构的热虹吸

管，而对微/小通道内流动沸腾传热的研究则集中于泵驱系统。本工作则专注于小通道蒸发

器两相环路热虹吸管，其结合热虹吸管的节能特性和微/小通道内流动沸腾传热能力强的优

点。研究中考虑了加热功率、风扇功率和倾角三个关键影响因素。本工作有助于电子设备

的高效热管理。

1 小型两相环路热虹吸管的结构与实验装置

1.1 小型两相环路热虹吸管的结构

图 1 展示了小型两相环路热虹吸管的构造和小通道蒸发器的内部结构示意。小型两相

环路热虹吸管主要由小通道蒸发器、翅片管冷凝器、上升管和下降管组成。上升管和下降

管的内径均为 4 mm，壁厚 1 mm。蒸发器平面部分（接触面）的尺寸为 75 mm× 75 mm，

适用于各种主流 CPU。蒸发器中配置了四个安装孔。蒸发器中小通道的直径为 4 mm。蒸

发器的入口和出口在同一侧，充装口位于蒸发器的右下角，实验中使用氨作为工质，充液

率为 80 %。蒸发器上方的冷凝器为典型的翅片管冷凝器。环路热虹吸管的传热距离为 430

mm。冷凝器由 ADDA 直流风扇进行冷却，其中风扇功率（Qf）被认为是关键影响因素之

一，风扇尺寸为 120 mm× 120 mm，具体参数如表 1 所示。当小型两相环路热虹吸管工作

时，蒸发器内发生相变，单相流体变成气液混合物。然后混合物通过上升管进入冷凝器。

在冷凝器内气液混合物变成单相液体，并通过下降管返回蒸发器。

表 1 直流风扇参数

名称
额定电压

(V)
额定电流

(A)
额定功率

(W)
额定转速
(rad/min)

风量
(CFM)

直流风扇 24 0.46 11.04 4100 122.921
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图 1 小型两相环路热虹吸管结构示意图：（a）整体布局；（b）蒸发器内部细节

1.2 实验装置

实验装置如图 2 所示。为了提高实验结果的准确性，进行了保温工作。采用铝合金支

架结构悬挂两相环路热虹吸管，并用电动升降机固定，进而可以灵活调节环路热虹吸管的

倾斜角度。环路热虹吸管由陶瓷加热元件（功率：Qh）进行加热。在加热表面的另一侧安

装了 9 个热电偶，以评估两相环路热虹吸管的传热性能，此外，在一些关键部位，如蒸发

器/冷凝器的入口/出口，也配置了热电偶，热电偶布置如图 3 所示。热电偶的精度为 0.1 K。

实验中使用了两个高精度直流电源，一个用于陶瓷加热元件，另一个用于电风扇。热电偶

获得的数据分别由数采仪和计算机进行转换和存储。

图 2 实验系统图
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图 3 热电偶示意图

所有的实验均是在 298.15 K（Tamb）的恒温室内进行的。热阻 R 定义为：

ܴ = ౛்౬౗ି்౗ౣ ౘ

ொ౞
(1)

式中ܶୣ ୴ୟ表示蒸发器的平均温度。

2 结果及分析

2.1 加热功率对热虹吸管传热性能的影响

首先，在风扇功率保持 5 W 的情况下，研究了两相环路热虹吸管在不同加热功率（Qh

= 5 W、100 W、300 W 和 600 W）下的传热性能（见图 4）。可以看出，加热功率对两相环

路热虹吸管的启动和运行特性有很大影响。在 5 W 的加热功率下，两相环路热虹吸管的启

动时间约为 900 s。此外，可以看到明显的温度过冲现象，最高温度出现在过冲阶段。上述

启动不良的情况可以解释为：两相环路热虹吸管主要由气泡的浮升力驱动，在较低加热强

度的条件下，相变不明显，导致驱动力较弱。因此，需要相对较长的时间，以便产生足够

的气泡。随着加热功率的增加，过冲现象仍然会发生，但逐渐变得非常不明显。此外，壁

温随着加热功率的增加而单调增加。
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图 4 不同加热功率下两相环路热虹吸管的温度变化：（a）5 W；（b）100 W；（c）300 W（d）600 W

一个有趣的现象是蒸发器温度分布也随着加热功率的变化而变化。在相对较低和中等

的加热功率（Qh = 5 W、100 W 和 300 W）下，蒸发器上部（蒸发器 1、蒸发器 2 和蒸发器

3 位置）的温度低于蒸发器下部（蒸发器 7、蒸发器 8 和蒸发器 9 位置），这归因于沸腾现

象的出现。在较低加热功率下，刚刚进入蒸发器内的流体处于单相状态，而相变需要一定

的过热度，随着流体进一步流向下游区域（蒸发器的上部），相变现象的发生导致温度降低。

在大加热功率（Qh = 600 W）下，蒸发器 3 位置的温度最高。如图 1（b）所示，由于流动

路径最长，位于蒸发器 3 位置通道的质量流量最小，此外蒸发器 3 位于下游地区。因此，

在蒸发器 3 位置处更容易发生干涸现象，从而导致温度相对较高。

图 5 展示了两相环路热虹吸管的热阻随加热功率变化而变化。加热功率为 5 W 时热阻

最大，其值为 0.177 k/W。当加热功率从 5 W 增加到 400 W 时，热阻单调下降到 0.037 k/W，

期间的下降速率逐步减小。400 W 所对应的热阻值是目前实验研究中观察到的最小热阻。

当加热功率从 400 W 增加到 600 W 时，热阻增加，这种传热恶化是由干涸现象引起的。可

以预料的是，当加热功率大于 600 W 时，热阻将继续增加。
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图 5 热阻随加热功率的变化规律

2.2 风扇功率对热虹吸管传热性能的影响

图 6 展示了不同风扇功率下两相环路热虹吸管的温度变化。在实验过程中，加热功率

保持为 150 W。两相环路热虹吸管以 0.5 W 的低风扇功率启动，稳定运行状态下的平均壁

面过热度约为 15.339 K。当风扇功率从 0.5 W 增加到 6 W 时，壁面过热度显著降低。发现

当风扇功率超过 6 W 时，壁面过热度维持恒定在 6.627 K 左右。

图 6 不同风扇功率下两相环路热虹吸管的温度变化

图 7 展示了风扇功率对传热性能的影响规律。当风扇功率为 0.5 W 时，热阻为 0.104

K/W，风扇功率增大至 6 W 时，热阻急剧下降至 0.046 K/W。当风扇功率从 6 W 进一步增

加到 8 W 时，其热阻的变化幅度小于 2 %。也就是说，两相环路热虹吸管的热阻对风扇功

率变得不敏感。
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图 7 两相环路热虹吸管热阻随风扇功率的变化规律

2.3 倾斜角对热虹吸管传热性能的影响

倾斜角定义为热虹吸管与桌面法向的夹角。图 8 展示了两相环路热虹吸管在不同倾角

下的温度变化，其中加热功率和风扇功率分别为 200 W 和 5 W。可以看出两相环路热虹吸

管的温度随着倾角的增大而增大。当倾角增加到 80° 时，两相环路热虹吸管的温度迅速上

升，蒸发器的某些区域在 600 s 时已达到 340 K。为了安全起见，实验停止，这种情况被视

为两相环路热虹吸管的失效。

图 8 不同倾角下两相环路热虹吸管的温度变化：（a）0° ；（b）75° ；（c）80°

图 9 展示了倾斜条件下两相环路热虹吸管的热阻变化规律。风扇功率固定在 5 W，考

虑了 3 种典型的加热功率（Qh = 50 W、200 W 和 600 W）和 5 种倾角（α = 30° 、60° 、

75° 、80° 和 85° ）。发现热阻随着倾角的增加而增加。这是因为两相环路热虹吸管的驱

动力是重力，倾角越大，高度差越小，从而削弱了驱动力，在 80° 倾角的情况下，高度差
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仅为 74 mm，无法耗散 200W 的热量。有趣的是，还发现两相环路热虹吸管在倾斜条件下

的运行特性与加热功率有关。在 75° 倾角，加热功率为 600 W 时两相环路热虹吸管无法启

动。在倾斜角度为 80° 时，只有加热功率为 50 W 的两相环路热虹吸管才能启动。倾角增

加至 85° 时，两相环路热虹吸管在所有加热功率下均无法启动。

图 9 倾斜条件下两相环路热虹吸管的热阻变化规律

3 结论

为了以较低的能源成本高效实现电子热备冷却，对小通道蒸发器两相环路热虹吸管进

行了详细的实验研究，以揭示两相环路热虹吸管的传热性能。主要研究结论如下：

（1）小通道蒸发器两相环路热虹吸管具有较强的传热能力，在 5 W 的风扇功率下传

输 600 W 热量时的系统温差仅 3.3 K。

（2）结果表明，两相环路热虹吸管的热阻随加热功率的增加而减小，但存在最佳运行

功率，超过此加热功率后，传热会恶化，热阻也会增加。在较大的加热功率下，由于局部

干涸现象的发生，蒸发器温度分布也可能会发生变化。

（3）随着风扇功率的增加，两相环路热虹吸管的热阻逐渐减小，对风扇功率不敏感，

表明存在最佳风扇功率值。

（4）在倾斜条件下，两相环路热虹吸管的传热性能变差。值得指出的是，失效行为更

倾向于在较高的加热功率下发生。
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摘要：基于微热管阵列的新型空冷质子交换膜燃料电池堆（MHPA-PEMFC）具有安全高效的热管理系

统，可以提升电堆的热、电性能。本文探究了新型空冷 MHPA-PEMFC 运行过程中，供气风扇和辅助

冷却风扇的不同流量（对应不同占空比）对电堆输出性能、负载水平和热性能的影响，以及低环境温

度下风扇运行情况对 MHPA-PEMFC 性能影响。结果表明，供气风扇的占空比越高，MHPA-PEMFC 电

堆的输出性能和热性能表现越好，当供气风扇占空比从 50%提升到 100%时，MHPA-PEMFC 电堆的电

流负载水平提升 27.3%。

关键词：MHPA-PEMFC 电堆；供气风扇；辅助冷却风扇；温度；运行特性

0 前言

随着碳中和、能源转型逐渐成为全球共识，氢能源作为战略性高效的清洁能源正在

成为世界各主要经济体竞相发展的新兴产业，全球多个国家和地区已经颁布了氢能发展

路线图[1]。质子交换膜燃料电池（proton exchange membrane fuel cell ，简称 PEMFC）作

为将氢能转化为电能的装置，是氢能高效利用的重要途径，其具备高清洁无碳、能量转

换效率高、快速启停、运行可靠等优点[2]，而以空气作为冷却介质的空冷型燃料电池由

于其系统简便、体积轻巧，而备受小型燃料电池的青睐，在便携式电源、无人机等领域

有着长足应用[3-4]。PEMFC 在运行过程中会产生大量的热量会燃料电池温度升高。如果

温度过高、温度分布的不均匀，会使质子交换膜脱水或穿孔，严重降低燃料电池的性能
[5]。因此，为保证 PEMFC 安全高效地运行，应进行合理的热管理，控制电池的温度在

合理的范围内，避免局部高温[6]。

为解决空冷燃料电池在运行过程热管理问题，许多专家学者展开了大量的研究。

Baik[7]等人通过阴极流道与多孔翅片一体化的设计，实验结合模拟研究其对 PEMFC 电堆

热性能等参数的影响，研究显示，新型散热翅片能有效增强电堆散热效果，增强内部物

质均匀分布，提高电堆性能。Yin[8]等人以实验为基础，建立了一个三维多物理空冷型燃

料电池模型，增加阴极板额外的边缘流道，结果表明，边缘流道的设计可以降低膜脱水

率，增强温度分布的均匀性，从而提高燃料电池堆的性能。Song[9]等人研究了小型空冷

PEMFC 电堆的自调节特，结果表明，小型空冷 PEMFC 电池组在固定的空气流量下，可



以在较大的负载电流范围内稳定高效地运行。以上研究虽然在一定程度上控制 PEMFC
电堆的温度，但总体上电堆都处于较低的输出功率水平下运行，对于千瓦级的开放式空

冷电堆而言，这些方式难以使电堆的温度在大功率运行下保持正常范围。而本研究团队

提出的基于微热管阵列的新型空冷质子交换膜燃料电池（MHPA-PEMFC，额定功率

1kW）可以不受功率限制地应用于燃料电池堆中，在实现燃料电池堆散热的同时，增加

电堆内部的温度均匀性，提高可靠性[10]。区别于传统热管，微热管阵列（MHPA）为平

板型、抗压性高、高导热性高均温性等优点[10]，现有热管用于燃料电池电堆散热的的相

关成果仅限于理论和模拟，尚未有实际实验研究；而均热板应用在燃料电池的报道中[11]，

所研究的电堆功率小（200W 左右），均热板铜制造且表面镀金[11]，成本极高[11]，而微热

管阵列铝制，成本极低。Wang[11]等人实验研究了 2 mm 的 MHPA 在空冷条件下的换热性

能，并对空冷 PEMFC 的实际应用进行了对比研究。结果表明，当加热功率改变时，MHPA
可在 600 ~ 900 s 内达到稳定状态。MHPA 的最小热阻为 0.53 K/W，蒸发区均匀温度分布

在 2 ℃内。Wang[12]等人研究了新型 MHPA-PEMFC 的热管理性能，结果表明，MHPA 有

效地改善了 PEMFC 内部的温度分布。MHPA-PEMFC 的平均温度、最大温度差和最大均

匀温度指数分别降低 11.58 ℃、5.10 ℃和 0.97 ℃。当反应气流流量为 160.8 m3/h 时，最

大输出功率提高 197.3 W。Yang [13]等人建立了一个 MHPA-PEMFC 电堆中一个单电池的

CFD 数值模型，分析了 MHPA 对电池内电化学参数的影响，结果显示，MHPA 降低电

池温度可以使质子交换膜保持更好的水合度及更高的内部电流密度。由于微热管阵列

（MHPA）作为 MHPA-PEMFC 热管理系统的核心元件集成在电堆中，其传热性能及其

对电堆热管理的作用，受运行条件影响，特别是输送电堆氧气的供气风扇与辅助冷却风

扇的运行情况。因此，风扇的运行参数对于 MHPA-PEMFC 性能的影响极为重要。本研

究将探究新型空冷 MHPA-PEMFC 在运行过程中，供气风扇和辅助冷却风扇在不同占空

比（对应不同风量）下对电堆输出性能、负载水平和热性能的影响。实验结果可为新型

空冷 MHPA-PEMFC 运行控制策略的研究提供重要依据。

1 MHPA-PEMFC 电堆及实验系统

1.1 MHPA-PEMFC 电堆

图 1（a）展示了 MHPA-PEMFC 电堆结构示意图，其基本结构是 50 个 MHPA-PEMFC
单体，一个 MHPA-PEMFC 单体包括阴、阳极板和膜电极，MHPA 伸出极板的部分单侧

贴附翅片以增强换热。图 1（b）和（c）展示了阴、阳极板的结构示意图。每个 MHPA-PEMFC
单体的阳极背板后均开槽以嵌入 MHPA 和热电偶，对于一个 MHPA-PEMFC 单体，共放

置三个热电偶，其中一个放置在阳极背板槽内靠近空气流动方向入口侧，一个靠近出口

侧，剩下一个在 MHPA 冷凝段翅片上；对于整个电堆而言，位于电堆最中间的 3 个单体

每个均在对应位置放置热电偶，其余单体每隔两片放置。因此在电堆内部一共放置 38
个热电偶，所有 MHPA 外部放置共 19 个热电偶。这些单体重叠在一起后，进行压实、

压紧，最后用螺栓、螺丝杆等紧固件进行紧固。除了 50 个 MHPA-PEMFC 单体装配而成

的基本结构外，还包括供气风扇、辅助冷却风扇等附属构件。其中供气风扇用于向阴极

流道提供足够的氧化剂和少量冷却空气，辅助冷却风扇与 MHPA 构成 MHPA-PEMFC 电

堆的核心冷却系统，用于冷却 MHPA 的冷凝段。氢气的入口与出口位于端板同一侧，空



气由吸气式风扇将空气从外界环境中吸入阴极空气流道和 MHPA 冷凝段，方向如图中红

色箭头所示。图 1（d）展示了 MHPA-PEMFC 电堆实物图。

图 1 MHPA-PEMFC 电堆

Fig.1 MHPA-PEMFC stack

1.2 实验系统

实验系统由电堆、氢气供应系统、风扇系统、监控设备和电子负载等装置组成，如

图 2 所示。纯氢（99.999%）通过减压阀，压力降到表压为 0.06 Mpa 后进入电堆。氢气

管路出口采用半封闭阳极模式，在电堆的氢气出口处安装了一个直通电磁阀，电磁阀连

接到一个控制器，通过控制器实现氢气的吹扫操作，也保证电堆内的排水排气。吹扫时

间间隔为每 19 秒打开一次，每次打开时间为 0.3 秒。吸气式供气风扇和辅助冷却风扇分

别向电堆的阴极流道和 MHPA 冷凝段提供环境空气，风扇通过 PWM 控制器连接直流电

源，调节占空比，实现对空气流量的调节，供气风扇和辅助冷却风扇在不同占空比下的

性能分别如表 1 和表 2 所示。环境温度和湿度由温湿度记录仪进行实时监测，每 5 秒进

行一次自动记录。电堆内部每个热电偶通过数据采集仪（安捷伦）连接电脑进行实时监

测。电堆的阳极和阴极连接到直流电子负载相应的电极上，燃料电池堆在恒电流模式下

运行，通过电子负载调节负载电流，获得输出电压。实验过程中，调节电子负载的电流，

以 3 A 的增量逐渐增加。每个加载步骤保持至少 15 分钟，直到电子负载显示的电压和电



堆内部热电偶所测得的温度达到稳定状态，进行相关数据的采集与记录。

图 2 MHPA-PEMFC 电堆性能测试实验系统图
Fig.2 Experimental system

表 1 供气风扇性能
Tab 1 Performance of air supply fans

供气风扇 2 个风扇总风量(m3/s) 2 个风扇风量(m3/h) 总耗功(W)
50%占空比 0.045 160.871 57.600
75%占空比 0.074 267.399 86.400

100%占空比 0.103 370.523 115.200

表 2 辅助冷却风扇性能
Tab 2 Performance of auxiliary cooling fans

辅助冷却风扇 2 个风扇总风量(m3/s) 2 个风扇风量(m3/h) 总耗功(W)
50%占空比 0.095 342.5 57.6
60%占空比 0.103 370.5 69.12
80%占空比 0.144 518.9 92.16

100%占空比 0.167 600.7 115.2

2 MHPA-PEMFC 热平衡与评价指标

由能量守恒可知，燃料电池中所有输入能量之和等于输出能量之和：

   i el i genin out
H W H Q    （1）

式中，∑(Hi)in是所有流入电池的焓，即氢气、氧气和气体中存在的水蒸气的焓，W；



Wel是产生的电功率，W；∑(Hi)out是所有流出燃料电池的焓，即未用的燃料和氧化剂，

加上气体、液态水中的水蒸气的焓；Qgen是产热量，W。

燃料电池在工作过程中，由于存在活化损失、欧姆损失及浓差损失，实际输出电压

将低于理论输出电压，由这些损失引起的功率损失将转化成热量，通过文献计算[14]：

( )gen r cell cellQ E V In  （2）

其中，Er为理论可逆电压。由热平衡可知，产热量与散热量相等，MHPA-PEMFC
电堆运行过程中，散失的热量包括以下几个部分，用公式表示为：

, ,dis ca C C R MHPA CQ Q Q Q Q    （3）

式中，Qca,C是在风扇 1 和风扇 2 所提供的强制对流空气下从电堆阴极流道中排出

的热量，W。QC是通过自然对流从电堆表面散失到环境中的热量，W；QR是通过辐射

从电堆表面散失到环境中的热量，W。QMHPA,C是电堆通过 MHPA 的蒸发段传递冷凝段

的热量，最终通过风扇 3 和风扇 4 所提供的强制对流空气带走，W。

一般来说，对于开放式阴极燃料电池，QC和 QR这两部分热量占总的散热量的比值

是非常小的，因此在分析中可以忽略。

因此，公式（3-11）和公式（3-12）可以进一步写为：

, ,

, , , ,( ) ( )
gen dis ca C MHPA C

air p ca in ca out MHPA p MHPA in MHPA out

Q Q Q Q
m c T T m c T T

  

    
（4）

其中，mair是风扇 1 和风扇 2 向阴极流道提供空气流量，kg/s；Tca,in和 Tca,out分别是

阴极流道进出口表面的平均温度，℃；mMHPA是用于冷却 MHPA 的空气流量，kg/s；TMHPA,in

和 TMHPA,out分别是冷却 MHPA 之前和之后的空气温度，℃；cp是环境空气的定压比热容，

J/(kg℃)。

对于 MHPA-PEMFC 电堆，平均温度计算式如下：
N

n
n

T
T

N

 （5）

式中，N 为放置在电堆中热电偶的数量，T 为所测温度值，℃。

均温性指数 TUI 计算如下：

1

N

n
n

T T
TUI

N





 （6）

越小的 TUI 代表越均匀的温度分布。

3 风扇运行对 MHPA-PEMFC 电堆性能的影响

测试期间空气的平均温度为 37 ℃，平均相对湿度为 48%。为了保护质子交换膜的

寿命及电堆安全，设定实验安全温度为 65 ℃，一旦有热电偶的最高温度达到该值，就

不再继续往上加载电流。实验中电堆的负载电流以 3 A 的增量逐渐增加，直到电堆达到



极限温度。

3.1 供气风扇风量的影响

图 3 展示了辅助冷却风扇以 50%的占空比恒定运行，而供气风扇在不同占空比运行

下，MHPA-PEMFC 电堆的极化曲线与功率变化。图 4 展示了对应工况下 MHPA-PEMFC
电堆的最大温度。如图所示，供气风扇的占空比越高，MHPA-PEMFC 电堆的输出电压

和功率越大，主要原因一是冷却风量随着占空比的提高而提高，增强了电堆的散热，二

是高占空比的工况下，同一时间内阴极催化层表面的氧气浓度就越高，对催化层表面电

化学反应有积极作用。此外，供气风扇的占空比越高，电堆能负载的电流就越高，在安

全温度范围内，当供气风扇的占空比为 50%时，MHPA-PEMFC 电堆可负载 33 A（0.55
A/cm2）的电流；当供气风扇的占空比升至为 75%时，MHPA-PEMFC 电堆可负载的电流

为 39 A（0.65 A/cm2）的电流，而对于同样规格但没有 MHPA 和辅助冷却风扇的普通

PEMFC，仅能在安全温度范围内负载到 30 A （0.50 A/cm2）[13]；当供气风扇的占空比继

续升至 100%时，电堆可负载的电流达 42 A（0.7 A/cm2），此时最大温度仅为 61.3 ℃，

在安全温度范围内，富裕有继续加载电流的空间。在整个过程中，供气风扇占空比从 50%
提升到 100%，MHPA-PEMFC 电堆的电流负载水平提升了 27.3%。

……
图 3 供气风扇不同占空比下 MHPA-PEMFC 电堆性能

Fig 3 Performance of MHPA-PEMFC stack at different duty ratios of air supply fans



图 4 供气风扇不同占空比下 MHPA-PEMFC 电堆内部最大温度

Fig 4 Maximum internal temperature of MHPA-PEMFC stack at different duty ratios of fan

图 5 展示了供气风扇在不同占空比下 MHPA-PEMFC 电堆平均温度和均温性指数

TUI。从图中可以看出，随着电流的加载，电堆产生的热量增多，导致电堆的温度不断升

高，温度均匀性恶化，但随着供气风扇占空比的提升，电堆散热增强，平均温度、TUI
均逐渐减小。当电流为 33 A 时，50%、75%和 100%占空比运行下的 MHPA-PEMFC 电堆

平均温度分别为 60.0 ℃、54.7 ℃和 51.4 ℃，均温性指数分别为 2.3、2.0 和 1.9。从 50%
占空比到 100%占空比，MHPA-PEMFC 电堆的平均温度和均温性指数分别降低 16.7%和

21%。而对于同样规格但没有 MHPA 和辅助冷却风扇的普通 PEMFC，在供气风扇占空比

为 75%时，运行在 33 A 的负载电流下，其热性能更差，平均温度和 TUI 这两个指标分别

比 MHPA-PEMFC 电堆高了 8.3 ℃和 0.5[13]。以上结果表明，提高供气风扇的占空比，可

以使 MHPA-PEMFC 电堆可以提升 MHPA-PEMFC 的输出性能，增强 MHPA-PEMFC 的热

性能，使其可以在高电流负载下安全稳定地运行。

（a）平均温度 （b）TUI

图 5 供气风扇不同占空比下 MHPA-PEMFC 电堆热性能

Fig 5 Average temperature and TUI of MHPA-PEMFC stack at different duty ratios of air supply fans



3.2 辅助冷却风扇风量的影响

虽然 MHPA 可以将热量从电池的产热区传递到冷凝段，但 MHPA 的高效运行需要

将冷凝段的热量及时带走，否则聚集的热量会限制 MHPA 的整体传热性能。因此，MHPA
冷凝段的换热条件是影响 MHPA-PEMFC 电堆性能的重要因素。

图 6 展示供气风扇以 75%的占空比恒定运行，而辅助冷却风扇在不同占空比运行下，

MHPA-PEMFC 电堆的极化曲线与功率变化，电流以 30 A 作为起始开始加载。图 7 展示

了对应工况下 MHPA-PEMFC 电堆的最大温度，图 8 展示了电堆对应的平均温度与 TUI。
从图中可以发现，当辅助冷却风机占空比从 50%提高到 60%时，电堆输出电压明显增大，

输出功率提升 66 W，继续增加到 80%时，输出电压和功率回落，持续增加到 100%时，

输出电压和功率继续降低。这是因为在反应风机占空比处于高位运行的情况下，一开始

增加辅助冷却风机的占空比可以增强散热水平，从而增强了电堆在对应的负载下的性能，

而继续增加辅助冷却风机的占空比到 100%，即使在安全温度范围内负载的电流水平还

能提高，但是极化增加，削弱了电堆的性能。对于电堆的热性能表现而言，从图 7 和图

8 中可以看到，随着辅助冷却风扇的占空比逐渐增大，电堆的最高温度、平均温度逐渐

减小，温度分布更加均匀，电堆的热性能表现更好。因此，当供气风扇占空比处于高位

运行时（超过 75%），MHPA-PEMFC 电堆辅助冷却风扇的占空比建议不超过 60%，以确

保电堆同时表现出良好的热性能和输出性能。

………
图 6 辅助冷却风扇不同占空比下 MHPA-PEMFC 电堆性能

Fig 6 Performance of MHPA-PEMFC stack at different duty ratios of auxiliary cooling fans



图 7 辅助冷却风扇不同占空比下 MHPA-PEMFC 电堆内部最大温度

Fig 7 Maximum internal temperature of MHPA-PEMFC stack at different duty ratios of auxiliary cooling fan

（a）平均温度 （b）TUI

图 8 辅助冷却风扇风扇不同占空比下 MHPA-PEMFC 电堆平均温度和 TUI

Fig 8 Average temperature and TUI of MHPA-PEMFC stack at different duty ratios of auxiliary cooling fans

4 供气风扇和辅助冷却风扇在较低环境温度下联合运行的影响

通过以上实验发现，MHPA-PEMFC 电堆在环境温度较高（37 ℃）时，合理的风扇

的运行均能提升 MHPA-PEMFC 的输出性能，同时表现出良好的热性能。而考虑到

MHPA-PEMFC 电堆在实际应用中，会处于不同的环境下，因此对 MHPA-PEMFC 电堆

在较低环境温度下进行了实验分析。以下实验过程中，环境温度为 21.5 ℃，负载电流恒

定为 36 A，供气风扇与辅助冷却风扇均在不同占空比运行。

图 9 展示了辅助冷却风扇和供气风扇在不同占空比下 MHPA-PEMFC 电堆输出电压

和功率，图 10 展示了电堆对应的平均温度。从图中可以看出，在环境温度较低的情况下，

无论是增加供气风扇还是辅助冷却风扇的占空比，均会导致电堆的输出电压和输出功率



降低，在这种情况下，随着风扇占空比的增大，电堆的温度不断降低，在本身空气进气

温度较低的情况下，通过风扇降低电堆的温度反而限制了电化学反应的活跃度。因此，

对于 MHPA-PEMFC 电堆而言，在环境温度较低的情况下，仅需确保供气风扇为电堆提

供足够氧化剂即可，此时，可以不用开启辅助冷却风机，而当环境温度进一步降低影响

电堆性能时，微热管阵列可作为预热元件辅助电堆提升自身温度。

（a）输出电压 （b）功率

图 9 辅助冷却风扇和供气风扇在不同占空比下 MHPA-PEMFC 电堆性能

Fig 9 Output performance of MHPA-PEMFC stack at different duty ratios of auxiliary cooling fan and air

supply fan

图 10 辅助冷却风扇和供气风扇在不同占空比下 MHPA-PEMFC 电堆平均温度

Fig 10 Average temperature of MHPA-PEMFC stack at different duty ratios of auxiliary cooling fan and air

supply fan



5 结 论

本文探究了新型空冷 MHPA-PEMFC 在运行过程中，供气风扇和辅助冷却风扇在不

同占空比下对电堆输出性能、负载水平和热性能的影响，此外还研究了在低环境温度下

风扇运行情况对 MHPA-PEMFC 性能影响。结论如下：

（1）在 37 ℃环境温度下，供气风扇的占空比越高，MHPA-PEMFC 电堆的输出电

压和功率越大，当供气风扇占空比从 50%提升到 100%，MHPA-PEMFC 电堆的电流负载

水平提升了 27.3%。随着供气风扇占空比的提升，电堆散热增强，平均温度、TUI 均逐

渐减小。当电流为 33 A 时，从 50%占空比到 100%占空比，MHPA-PEMFC 电堆的平均

温度和均温性指数分别降低 16.7%和 21%。

（2）在 37 ℃环境温度下，当辅助冷却风机占空比从 50%提高到 100%的过程中，

电堆输出性能呈现出先增大后降低的趋势，而随着辅助冷却风扇的占空比逐渐增大，电

堆的最高温度、平均温度逐渐减小，温度分布更加均匀，电堆的热性能表现更好。

（3）在环境温度较低的情况下（21.5 ℃），供气风扇和辅助冷却风扇联合运行下，

无论是增加供气风扇还是辅助冷却风扇的占空比，均会限制了电化学反应的活跃度，导

致电堆的输出电压和输出功率降低。

本文研究结果可为新型空冷 MHPA-PEMFC 运行控制策略的研究提供重要依据。在

后续研究中，风扇的占空比及环境温度的范围可以在更小的梯度范围内对

MHPA-PEMFC 进行研究，同时也应考虑实际应用中，风扇所效率的功率对电堆系统整

体输出的影响。
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摘要：在能源危机背景下，能够将太阳能转换成热能的纳米流体光热材料体系脱颖而出。石墨烯纳米流体

具有高稳定性的优点，在光热吸收领域具有良好的应用前景，但是石墨烯在基液中易团聚，影响在石墨烯

纳米流体中的更广泛应用。本文利用球磨法制备石墨烯骨胶纳米复合材料，两步法制备分散稳定的水基石

墨烯骨胶纳米流体。研究了石墨烯与骨胶之间的质量比对石墨烯骨胶纳米流体稳定性的影响机制，在此基

础上进一步探讨了石墨烯骨胶纳米流体的质量分数对光热吸收性能的规律。结果表明，石墨烯骨胶质量比

为 1:4 时的纳米流体具有高稳定性。浓度为 0.009%的石墨烯骨胶纳米流体光热转换效率可高达 97.69%，较

去离子水提高了 21.42%。本工作研究发现石墨烯骨胶纳米流体能够达到分散稳定状态且具有良好的光热转

换性能。
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0 引言

随着人口的爆炸性增长和工业化，能源危机变得至关重要。太阳能是地球上最丰富的可

再生能源，在各种替代能源中起着越来越重要的作用。太阳能光伏[1]和光热[2]是目前收集、

转换和利用太阳能的主要方式。其中，太阳能光热转换是使用太阳能[3,4]最直接、最方便的

方式。太阳能集热器作为一种重要的换热装置，通过传热流体[5]将太阳辐射转化为热能。一

般来说，基于表面吸收的集热器由于吸收表面的传导阻和流体内部的界面热阻而产生大量的

热损失，从而减少了其对太阳光[6,7]的利用。为了解决上述问题，在 1975 年 Minardi 和 Chuang
等[8]提出了直接吸收太阳能集热器（DASC）的概念。这样，DASC 系统中的工作介质可以

直接吸收太阳辐射，从而大大减少了光热转换过程中的能量损失。然而，这些传统的工作介

质（水、乙二醇（EG）、油等）有一个突出的问题，是由于这些介质的光学性能较差，它们

表现出较低的吸收率。因此，新工作液体的探索对满足 DASC 系统未来发展的要求起着至

关重要的作用。1995 年，Choi 和 Eastman 等[9]首次提出了纳米流体的概念。纳米流体是通

过尺寸小于 100 nm 的纳米颗粒的单维纳米颗粒在基液中分散得到的纳米流体。纳米流体已

被证明在太阳能集热器[10]、电子冷却[11]、汽车散热器[12]、制冷系统[13]、太阳能蒸馏系统[14]

和热交换器[15]中具有很强的适用性。

纳米流体是一种纳米颗粒和基液的组合，具有低体积分数和良好的液体分散性，在热管

理设备中具有实现高效、节能和降低成本的巨大潜力[16]，同时在 DASC 中有着良好的应用。

研究证明，纳米流体不仅提高了传热效率和导热系数[17]，而且具有更好的光吸收性能[18,19]。

因此，纳米流体在 DASC 的应用中受到了广泛的关注。Gimeno-Furió 等[20]研究了碳纳米流

体的光捕获特性和光热转换行为。与基液相比，碳纳米流体的光谱透过率和太阳对热的效率

分别提高了 87%和 20%。Menbar 等[21]对氧化铜纳米流体进行了数值模拟和实验研究，得出

结论，纳米流体在显著提高光热转换能力方面具有重要作用，质量分数从 0.002%提高到

0.008%，其光热转换效率从 18%提高到 52%。Huang 等[22]应用羟基化石墨烯（GOH）/乙二

醇（EG）-水纳米流体作为 DASC 的工作流体进行研究。结果表明，当浓度为 0.007%时，

GOH/W 纳米流体的集热效率最高约为 73.5%，比 EG 高 42.2%。Zhu 等[23]制备去离子水基

墨墨纳米流体，他们发现墨纳米流体达到最大的整体光热效率 60.2%，比去离子水高 52.0%。

到目前为止，多种纳米材料已被用于提高太阳热转换效率，包括金属（Au，Ag）、非金属（碳

黑、石墨烯、MXene、碳纳米管）和陶瓷氧化物（氧化铝，二氧化钛，二氧化硅，氧化镁）。

石墨烯纳米颗粒具有低纬度层状结构、超高机械强度、更大的比表面积、超高的热导率

等优良品质，而且石墨烯材料体系由于其全光谱吸收特性[24,25]，已成为具有代表性的光热材

料。它在太阳能集热器、太阳能驱动水蒸发、光热催化、光热抗菌和光热治疗等领域都具有

良好的性能。将石墨烯和石墨烯衍生物制备成纳米流体可以自然地与 DASC 结合，DASC 直

接分散工作流体中阳光的吸收介质，从而避免了吸收器和集电器之间的热阻。但石墨烯极易

团聚，不仅沉淀于通道中，而且还会影响纳米流体的传热和吸收性能。骨胶是将动物结缔组

织、软骨等作为原料，经过提取后加工而成的动物类天然粘合剂。骨胶具有较高粘结性能，

主要成分为动物软骨以及结缔组织[26]。贺一卓等[27]通过接枝聚合方法利用环氧氯丙烷改性

骨胶粘合剂，改性后骨胶粘合剂应用于陶瓷注射成形技术和制备陶瓷成形过程中。实验表明，

改性后骨胶粘合剂制备陶瓷仍可保持较高热稳定性；同时骨胶具有水溶性好、环保无毒、原

料广泛、成本较低、使用性能良好等优点。本文利用石墨烯和骨胶的特点，以石墨烯和骨胶

材料为原料，通过将两种材料混合球磨形成贴附状态的石墨烯骨胶纳米复合材料，再通过实

验研究可得石墨烯骨胶纳米复合材料能够在基液去离子水中形成高稳定性的纳米流体及其



优异的光热转换性能。

1 实验方法

图 1 为石墨烯骨胶纳米流体制备流程图。首先，用电子天平（T006-13-302，江苏省科

学器材有限公司）称取一定量的石墨烯（深圳市穗衡石墨烯科技有限公司）和骨胶（拓普河

北生物科技有限公司）进行备用。本文中石墨烯和骨胶的质量比为 1:2、1:3、1:4、1:5、1:6，
将称取好的石墨烯和骨胶材料放入球磨罐中混合，再将球磨罐放在行星式球磨机（KE-2L，
启东市宏仪器设备厂）上球磨一定时间，即可得到石墨烯骨胶纳米复合材料；然后，称取一

定量制备好的石墨烯骨胶纳米复合材料，放入基液去离子水中，再利用超声波细胞粉碎机

（KBS-900，昆山市超声仪器有限公司）超声 1h，即可得到分散稳定的石墨烯骨胶纳米流体；

最后，利用扫描电子显微镜（Hitachi S-4800，日本 JEOL 公司）进行样品形貌分析，利用紫

外-可见-近红外分光光度计（Agilent Cary 5000，美国 PerkinElmer 公司）测试样品的透光率

及光吸收性能，再通过自组装光热转换装置测试其光热转换性能，如图 2 所示。本实验装

置使用太阳模拟器（中教金源科技有限公司），光源辐射强度设置为 2000W/㎡，太阳模拟器

通过数据线连接数据采集器（Agilent34970A），数据采集器另一端通过 J 型热电偶连接在石

英比色皿，测出石英比色皿中纳米流体的温度，再反应到计算机中。石英比色皿（1cm× 4cm
× 1cm）两边透明，其目的使石英比色皿中的纳米流体能够垂直吸收太阳模拟光的太阳辐射。

实验中为了减少比色皿中周围热量损失，特在比色皿周围（除上部）覆盖一层隔热棉，只预

留一个透明面接收太阳模拟器的太阳辐射。通过以上装置分析纳米流体的光热特性。

图 1 石墨烯骨胶纳米流体的制备流程

Fig. 1 Preparation process of graphene bone gel nanofluid

图 2 自制光热性能实验装置示意图

Fig. 2 Diagram of the homemade photothermal performance experimental setup



2 结果与讨论

2.1 纳米复合材料的表征与分析

图 3所示为石墨烯与石墨烯骨胶纳米复合材料的SEM图。图 3 (a)所示的为石墨烯SEM
图，可以看出石墨烯的的外貌结构为片状，大小不一，极易团聚。图 3 (b)为制备的石墨烯

骨胶纳米复合材料，很明显看出骨胶覆盖在石墨烯表面，阻止了石墨烯团聚。

图 3 SEM 图：（a）石墨烯；（b）石墨烯骨胶纳米复合材料

Fig. 3 SEM images: (a) graphene; (b) graphene bone gel nanocomposite

2.2 纳米复合材料质量比对纳米流体的分散稳定性的影响

纳米流体的稳定性在纳米流体后续性能研究中起着至关重要的作用。本文通过增减骨胶

的量来探究其纳米流体的分散稳定性。图 4(a)是不同石墨烯与骨胶质量比的石墨烯骨胶纳

米流体静置图，纳米流体浓度均为 0.01%。从左到右石墨烯与骨胶的质量比分别为 1:2、1:3、
1:4、1:5 和 1:6。从图 4(a)中可看出随着骨胶量的增大，纳米流体的黑色程度由浅到深再到

浅，此现象说明石墨烯不易分散于水中，但随着骨胶含量的增加，骨胶更好的发挥作用，提

高了石墨烯的分散性。不过随着骨胶的量持续增加，其纳米流体的黑色度也发生变化，即石

墨烯与骨胶质量比为 1:5 和 1:6 时，其纳米流体黑色度变浅，说明骨胶过量，由此说明骨胶

的量存在一个饱和值。图 4(b)为图 4(a)中样品放置 30 天后的照片，石墨烯与骨胶的质量比

分别为 1:2、1:3 的纳米流体有少量沉降，而石墨烯和骨胶比例为 1:5 和 1:6 时，黑度依然保

持浅色状态。石墨烯与骨胶的质量比为1:4的纳米流体黑度仍较高且颜色均匀，无明显沉降，

无分层，可说明其分散稳定性较好。图 4(c)为取石墨烯和骨胶纳米流体质量比为 1:4 和 1:5
上中下三部分液体测其透光率，从图 4(c)中可以看出任意石墨烯和骨胶质量比上中下三部

分的三条线重合，实验表明其制备的水基石墨烯骨胶纳米流体具有分散稳定性。

（b）（a）



图 4 不同石墨烯与骨胶质量比：(a)水基纳米流体初始状态；(b)为（a）静置 30 天后；(c)水基纳米流体分

散稳定性测试

Fig. 4 Different graphene to bone gel mass ratios: (a) initial state of water-based nanofluid; (b) for (a) after 30 days

of resting; (c) water-based nanofluid dispersion stability test

2.3 不同浓度纳米流体的光热转换性能

根据以上实验可知，石墨烯与骨胶的质量比为 1:4 的条件下制备的石墨烯骨胶纳米流体

分散稳定性最佳。那么本部分在此条件下配置石墨烯骨胶纳米流体，研究不同纳米流体质量

分数对光热性能的影响。图 5(a)为浓度为 0.003%、0.006%、0.009%、0.012%和 0.015%的纳

米流体在波长 400nm 到 1400nm 范围内的光透过率。图 5(a)中可明显看出，添加少量纳米

光热转换材料就能使光透过率显著降低。在一定波长范围内，当纳米光热转换材料添加量为

0.003%时，与去离子水相比透光率减少了将近一半，效果非常明显。当添加量逐渐增加时，

其光透过率逐渐减少，当添加量为 0.015%时光透过率低于 9%。

为了更好地描述这些纳米流体的光学性质，根据兰伯特-比尔定律[28]计算其消光系数，

计算公式如下：

(ߣ)ߙ = −
୪୬ [்(ఒ)]

௬
(1)

式(1)中：ܶ(ߣ)透光率，y 是比色皿光程长度 10mm，(ߣ)ߙ 消光系数。图 8(b)为图 8(a)中各

样品的消光系数图。从图 5(d)可以看出，在 400nm 到 1400nm 波长范围内，五种纳米流体

的浓度与去离子水相比，消光系数提高显著。在一定波长范围内，水的消光系数几乎为零。

当纳米光热转换材料添加量逐渐增加时，其光吸收性能也逐渐增加，其纳米流体的消光系数

也逐渐增大。其主要原因可能是随着纳米流体浓度的增加，多重散射起着主导作用，纳米复

合材料的多重散射效应可以增加纳米流体内光路长度，这也就意味着更多的入射太阳能被吸

收[29]。例如 0.015%纳米流体的消光系数大约是 0.003%纳米流体的消光系数的四倍。此外，

0.003%纳米流体的平均消光系数为 1.2cm-1，0.015%纳米流体的平均消光系数为 3.7cm-1。以

上实验表明石墨烯骨胶纳米流体具有良好的光捕获能力。

为了详细解释纳米流体吸收能量，对石墨烯骨胶纳米流体对光谱辐照度的理论吸收[30]

情况计算公式如下：

(ߣ)஺ܫ = ൫1 − ݁ିఈ(ఒ)௬൯ܫ஺ெ ଵ.ହ (2)
式(2)中：IAM1.5 表示一定波长范围内的入射太阳照射（ASTM AM1.5 全球），IA (λ)辐照度，

α(λ) 消光系数，y 是比色皿光程长度 10mm。图 4(c)所示为各样品的辐照度及太阳光标准照

度。从图 4(c)中可看出在 400nm-900nm 范围内水的辐照度为 0.1W.m-2nm-1 左右，距离完全

吸收太阳能量还相差甚远。当纳米光热转换材料添加量逐渐增加时，其纳米流体浓度也在逐

步增大，其辐照度也逐渐增加，逐步接近太阳标准辐照度。在波长范围在 500nm-900nm 和

浓度为 0.015%时，其太阳辐照度是水的十几倍，所吸收的太阳光也接近全部的太阳辐射能。

实验表明石墨烯骨胶纳米流体表现出更好的吸收性能。



图 5 不同浓度水基纳米流体光性能测试：(a)透光率图；(b)消光系数图；(c)辐照度谱图

Fig. 5 Light performance test of water-based nanofluid with different concentrations (a) transmittance graph; (b)

extinction coefficient graph; (c) irradiance spectrum graph

光热转换效率是评估纳米流体光热转换性能的一种重要的指标[31]。其原理在光热转换

系统中，人工模拟太阳光被纳米流体吸收并将其转换成热能，从而使工作流体温度上升。目

前，计算光热转换效率的方式有许多种，本研究采用升温动态平衡和降温阶段来评估纳米流

体的光热转换效率[32]，其计算公式如下：

=ߟ
( ೐்೜ି்ೌ ೘ )௠ ೙஼೙஻

஺ௌ೘
(3)

式(4)中：Teq表示纳米流体趋于平衡的最大温度，Tam表示环境温度，mn 表示测试纳米流体

质量，Cn为比热容 4200J/kg/K，B 指常数，A 为纳米流体接收光照面积(4 ㎝ ²)，Sm 为太阳

模拟器辐照度（2000W/m²）。 常数 B 的取值[32]计算公式如下：

்(௧)ି்ೌ ೘

೐்೜ି்ೌ ೘
= ݁ି஻௧ (4)

式(4)中：常数 B 是根据降温段的温度由݈݊ −(ݐ)ܶ)] ௔ܶ௠ )/( ௘ܶ௤ − ௔ܶ௠ )]与时间 t 的曲线的

斜率求得的。本文采用上述方法，分析浓度 0.003%、0.006%、0.009%、0.012%和

0.015%的纳米流体光热转换效率。

图 6(a)所示为在 2000W/㎡模拟太阳光照下的纳米流体升温降温曲线图，可看出所有的

纳米流体都经历了相同的温度变化趋势，分为加热阶段、平衡阶段和冷却阶段三个过

程。在加热阶段，纳米流体的温度和环境温度相差不大，热损失也比较小。在打开氙灯

光源后，石墨烯骨胶纳米流体将吸收的太阳能转化为热能，使温度迅速上升。与去离子

水相比之下，石墨烯骨胶纳米流体的数据上升速度更快。在平衡阶段，纳米流体的温度



和环境温度相差较大，其热损失较大。纳米流体的温度缓慢上升，直到达到平衡值，此

时，发热的速率与散热的速率相一致。在冷却阶段，当光源关闭时，石墨烯骨胶纳米流

体不再能将光转化为热能，导致被冷却的纳米流体自然回到室温。纯水的温升温度为

67℃，同时加入不同质量分数的石墨烯骨胶纳米颗粒后，如

图 6(b)最高温度分别上升为 70.9℃、77.3℃、78.8℃、74.2℃和 70.8℃。结果表明，所有

石墨烯骨胶纳米流体的温升均明显高于纯水，分别为 3.9℃、10.3℃、11.8℃、7.2℃和

3.8℃。这表明，石墨烯骨胶纳米复合材料的加入提高了纯水的光热辐射吸收。但是，随

着纳米颗粒质量分数的增加，其温度呈现上升和下降的趋势。这种情况是因为当浓度较

低的情况下，太阳辐射能够从表面完全穿透纳米流体内部直至底部，此时的太阳光吸收

是完全吸收。当浓度增加时，太阳光在纳米流体中能够穿透的距离减小，因此太阳光无

法穿透整个纳米流体，所以底部的纳米流体无法进行光热转换。此时的底部温度是由表

面温度通过纳米颗粒传到底部而获得热量形成。因此，纳米流体的浓度存在一个饱和

值。在一定范围内，石墨烯骨胶纳米复合材料的光热转化性能可以随着纳米复合材料质

量分数的提高而进一步提高。石墨烯和骨胶之间的补充吸收提高了石墨烯骨胶纳米复合

材料的光吸收能力。此外，根据上述计算方法，在模拟太阳照射下（2000W/㎡），

图 6(d)讨论了纯水和质量分数为 0.003%~0.015%的石墨烯骨胶纳米流体的光热转换效

率。从图中可看出随着质量分数从 0.003%变化到 0.015%，纳米流体的效率分别为

83.35%、94.97%、97.69%、89.34%、83.17%，最大值为 97.69%，而纯水的转换效率为

76.27%。很明显，所有的石墨烯骨胶纳米流体的效率都超过了去离子水。证明了石墨烯

骨胶纳米流体的光热转化性能进一步提高。

图 6 不同浓度水基纳米流体光热转换性能及光热转换效率图：（a）温升-冷却曲线图；（b）最高升温图；



（c）降温阶段݈݊ (ݐ)ܶ)] − ௔ܶ௠ )/( ௘ܶ௤ − ௔ܶ௠ )]与时间 t 的关系；（d）光热转换效率图

Fig. 6 Plots of photothermal conversion performance and photothermal conversion efficiency for different

concentrations of water-based nanofluids: (a) temperature rise - cooling curve plot; (b) maximum temperature rise

plot; (c) ln[(T(t) - Tam)/(Teq - Tam)] versus time t for the cooling phase; (d) photothermal conversion efficiency plot

3 结论

本文用石墨烯和骨胶通过球磨方法制备石墨烯骨胶纳米复合材料，然后将其分散于基液

去离子水中，经过超声得到水基石墨烯骨胶纳米流体。通过优化石墨烯与骨胶质量比探寻石

墨烯骨胶纳米流体稳定性。实验结果发现，石墨烯与骨胶质量比 1:4 配置的纳米流体有着更好的分

散稳定性。又进一步采用最优质量比（1:4）的石墨烯骨胶复合材料，研究质量分数对石墨烯

骨胶纳米流体光热性能的影响。实验结果表明，纳米流体浓度为 0.009%时，其光热转换效

率高达 97.69%，较去离子水提高了 21.42%。我们的工作提出了一种新型的高稳定性、高光

热吸收率水基石墨烯骨胶纳米流体光热吸收体系，将有利于太阳能光热吸收更广泛的应用。
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摘要：随着可穿戴电子设备的发展，传统热管已无法满足其散热需求，因此柔性平板热管的研究得到广泛

关注。基于此本文制作了厚度为 1.6 mm 的具有条状梯度结构吸液芯的柔性平板热管，实验研究了不同蒸汽

腔高度、外形尺寸、丝网目数对热管均温性及热阻的影响。同时为了评估不同样式热管传热性能最佳时的

充液率范围，提出了单位体积含液量的概念。结果表明蒸汽腔高度为 0.8 mm、具有 7#200 目+2#350 目条状

梯度结构吸液芯的柔性平板热管，当单位体积含液量位于 0.0003-0.0004 g/mm3 区间内时传热性能最好，最

小热阻为 0.205 ℃/W，最大加热功率为 10 W。

关键词：柔性平板热管，条状梯度结构吸液芯，蒸汽腔高度，传热性能

0 前言

第五代通信技术(5G)的快速发展及商业应用引发了微电子器件的新一轮革命化浪潮[1]，

人们对人机交互体验需求的提升，对便携式大屏带来的操控便利和视觉效果的追求使得可折

叠和可穿戴电子设备逐渐发展起来，柔性热管因其自身具有柔性、可弯曲变形的特点，从而

实现与某些外形复杂的元件表面有效贴合并能够适应复杂的狭小安装空间[2]而成为解决该

类柔性电子器件高热流密度散热难题的首要选择[3-4]。针对柔性热管，国内外学者着重关注

吸液芯结构及充液率对其传热性能的影响。

Ogushi 等人[5]在 2003 年报道了有两个同轴吸液芯结构的柔性环形热管，外芯由孔径为

1.2 μm 的聚四氟乙烯制成，内芯由孔径为 12 μm 的聚乙烯制成，内芯的作用是充当液体储

存器。实验表明该吸液芯结构可以使环路热管具有良好的均温性且具有优异的传热性能。

Lewis 等人[6]通过电镀的方法使两层 200 目的铜丝网结合在一起作为柔性平板热管的吸液芯

结构，同时利用氧等离子体对铜丝网表面进行了亲水处理使其形成亲水表面，其加热功率最

大为 8 W。Lee 等人[7]制造的新型柔性平板热管，选用单层铜丝网作为吸液芯结构，并在表

面生成纳米结构来增强吸液芯的亲水性能，对柔性平板热管的传热性能进行了实验测试，结

果表明：在垂直方向工作时的热管性能最好，热导率可以达到 3000 W/m·K。Boo 等人[40]利

用聚丙烯材料作为吸液芯研发了一种环路热管，聚丙烯吸液芯通过压缩弹簧与轴向凹槽紧密

接触，针对吸液芯孔径为 0.5 μm、1 μm、20 μm、25 μm 的环路热管进行传热性能测试，测

试结果发现：吸液芯孔径为 0.5 μm 的环路热管可实现 80 W 的热负荷，热阻值最小为 0.8
K/W。Oshman 等人[8]设计的聚合物平板热管，其吸液芯采用的是铜微柱和丝网的混合结构，

结果表明采用该结构可以克服单一吸液芯结构毛细力提供不足、流动阻力大等缺陷。Liu 等

人[9]将三种不同充液率（20%、30%、40%）的工作液体填充到柔性平板热管中，以研究其对

传热性能的影响，发现当工作液体的量足以浸没毛细管网结构时，接近最佳充液率，此时传

热性能最好。

通过上述研究发现目前针对均匀结构吸液芯对柔性平板热管传热性能影响的研究较多，

但其无法平衡毛细压力和渗透率之间相互制约的关系，且内部气液流动阻力也较大，基于此

本文制作厚度为 1.6 mm 的具有条状梯度结构吸液芯的柔性平板热管，并探究不同蒸汽腔高

度、外观尺寸、梯度组合对其传热性能的影响，同时提出单位体积含液量的概念，用于评估

不同样式柔性平板热管传热性能最佳时的充液率范围。

1 实验系统及实验件
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1.1 柔性平板热管及吸液芯

由于聚酰亚胺具有良好的热稳定性以及优良的机械性能，因此被作为本文中柔性热管的

壳板基材，A 型热管的设计示意图如图 1（a）所示，在几何尺寸为 67（长）*37（宽）*0.8
（厚） mm3 的两个聚酰亚胺壳板上，利用 CNC 加工技术刻蚀出尺寸为 57（长）*27（宽）

*0.4（深） mm3的吸液芯放置腔，在上下壳板的一端各刻蚀一个直径为 1 mm 的半圆，待上

下壳板装配后将形成一个直径为 1 mm 的圆孔，用于安装充液管。本实验中热管的封装采用

热压法，使用极耳胶作为热压粘结剂。封装过程主要由两步操作组成，首先是吸液芯与下壳

板的热压，其次是上壳板与带有吸液芯的下壳板热压。

在实际操作中发现，吸液芯与下壳板的热压过程中熔化的极耳胶会被吸液芯吸附，从而

造成吸液芯内孔隙堵塞，为使吸液芯毛细性能不受热压过程的影响，本文对热压工艺进行了

升级改进，即先将铜箔与吸液芯进行扩散焊接，焊接工艺为真空环境，升温至 850 oC 保温 1
h，待焊接完成，冷却至室温后取出，之后在铜箔与下壳板间铺设极耳胶再进行热压，热压

工艺温度为 300 oC 保温 1 h，同样在真空扩散焊炉中进行，至此柔性平板热管封装第一步操

作完成，之后再将带有吸液芯的下壳板与上壳板进行热压。本文中另一实验段即 B型热管，

是在几何尺寸为 90（长）*50（宽）*0.8（厚） mm3 的两个聚酰亚胺壳板上，利用 CNC 加

工技术刻蚀出尺寸为 80（长）*40（宽）*0.25（深） mm3 的吸液芯放置腔，其它参数与制

作工艺与上述 A 型热管完全相同。

（a）A 型热管装配示意图 （b）条状梯度结构吸液芯

图 1 A 型热管及吸液芯设计示意图

为提升吸液芯的毛细性能本文共设计加工了两种条状梯度结构吸液芯，以 A 型热管中

条状梯度结构吸液芯加工为例，其结构示意图如图 1（b）所示，其加工步骤如下；首先将多

层丝网叠放（7 层 200 目，2 层 350 目）构造梯度结构，放置于石墨模具内置于气氛烧结炉

中，使用氩气作为保护气，在 850 oC 条件下保温 30 min，而后开始自然冷却直至室温。取

出冷却后的样品通过线切割的方法，加工出吸液芯条状结构，其中气相通道宽度为 1.5 mm，

液相通道宽度为 2.5 mm。吸液芯整体外形尺寸为 55（长）*27（宽）*0.8（厚） mm3，其长

度略小于 A 型热管气腔内腔总长度，目的是为了在冷凝端为蒸汽提供分配通道，保证冷凝

后的工质沿液相通道均匀回流至蒸发端。蒸发端末端吸液芯留有长度 5 mm，用于收集冷凝

端回流液体，再次分配到不同的液体通道中。

本研究中另一实验段 B 型热管内条状梯度吸液芯外形尺寸为 78（长）*40（宽）*0.5（厚）

mm3。条状吸液芯的梯度结构由 3 层 250 目丝网和 2 层 350 目丝网构造，其余设计方法、参

数、工艺均与 A 型热管具有的条状吸液芯相同。

表 1 热管类型及参数

柔性平板热管型号 A 型热管 B 型热管

柔性平板热管几何尺寸 67*37*1.6 mm3 90*50*1.6 mm3

条状梯度结构吸液芯厚度

及蒸汽腔高度
0.8 mm 0.5 mm

构造梯度结构丝网目数 7#200 目+2#350 目 3#250 目+2#350 目

1.2 热管传热性能测试系统

图 2（a）所示为热管传热性能测试系统示意图。整个测试系统由加热模块、数据采集模

块、抽真空模块和热管样品四部分组成。其中选用陶瓷加热片作为热源，为了降低热源与热

管间的接触热阻，在两者空隙间涂抹导热系数为 5 W/m· K 的导热硅脂。整个装置为了减少



3

热损失，除冷凝端外，样品其余部分均包裹保温棉。热电偶的布置方式如图 2（b）所示：沿

热管上壳板中线位置轴向放置 5 个热电偶，其中 T1、T2 位于陶瓷加热片周围用来测量蒸发

端的温度，T3 用来测量绝热段的温度，T4、T5 用来获取冷凝端的温度。为了模拟电子设备

的实际运行状态，整个系统的冷却方式选择自然对流冷却。在测试过程中，热管表面温度在

5 min 内变化幅度小于 0.5 oC 时，认为达到稳定状态，此时可以增大输入功率继续实验，当

蒸发端温度超过 80 oC 时停止实验。

（a）实验系统 （b）热电偶及热源位置

图 2 热管传热性能测试平台及热电偶和热源布置示意图

1.3 数据处理及不确定度分析

热阻是用来衡量热管传热性能优劣的重要指标，其计算公式为：

e cT TR
Q


 （1）

其中：

e
1 ( 1 2)
2

T T T  （2）

1 ( 4 5)
2cT T T  （3）

Q 为热负荷。为了表征丝网结构对气液流动压降的影响，需要分别计算气相和液相压降。

根据达西定律，液相压降为：

l eff
l

l w fg

L Q
P

K A h



  （4）

其中， l 为液相工质的动力粘度，K 为吸液芯渗透率， effL 为热管的有效长度， l 为液体

密度， wA 为液体流动截面积， fgh 为汽化潜热。

气相压降表示为[10]:

2 2
5

12
48(1 ) (1 4 tanh

2 )

v
v

v v fg

QP Leff
abD h s

s







 

  

（5）

其中，a、b、s 分别为气相通道的半宽、半高和通道高宽比，通道高宽比由下式定义：

bs
a



（6）

vD 表示气相通道特征直径， v 表示气相动力粘度， v 表示蒸汽密度。

本文将充液率定义为充液体积与吸液芯孔隙体积的比值，计算公式如下：

l

c

V
V

  （7）

实验测量装置在实验开始前都已进行标定，压力传感器的精度为±0.25%。T 型热电偶精

度为±0.10 ℃，直流电源的电压和电流读数精度分别为±1%和±0.50%。柔性平板热管热阻的

不确定度根据 Moffat[11]的公式进行计算为 0.5%。

2 实验结果与讨论
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2.1 A 型热管传热性能测试

为探究条状梯度结构吸液芯对柔性平板热管传热性能的影响机理，首先对具有 7 层 200
目和 2 层 350 目丝网叠放烧结的条状梯度结构吸液芯的 A 型热管进行传热性能测试。不同

充液率下热管的蒸发端最高温度随加热功率变化曲线如图 3（a）所示，由图可知当加热功率

由 2 W 增大到 5 W 过程中，110%充液率时蒸发端温度最高，而充液率 160%时与充液率 70%
时蒸发端温度略低，之后随着加热功率的继续增大，110%充液率时蒸发端温度升高速率逐

渐降低，与充液率 160%时及充液率 70%时对应蒸发端温差逐渐减小，且在加热功率大于 7
W 时，110%充液率时蒸发端温度开始低于充液率 160%时与充液率 70%时蒸发端温度，最

大温差超过 5 oC。
上述现象主要是由于在热管传热性能测试初期加热功率较小，充液率为 70%时吸液芯

内液层最薄，因此启动速度最快，蒸发端温度较低，但是随着加热功率的增大，吸液芯内的

工质因不断汽化而减少，会造成蒸发端液体供给量的不足，直至出现局部烧干，到达传热极

限，导致了蒸发端温度和如图 3（b）所示热阻的快速上升。充液率 160%时蒸发端温度也较

低，是由于其吸液芯内工质量较多，因此热容更大，对应蒸发端温度较低，但是随着加热功

率的增大，由于其充液量过高，气相通道被液相工质占据，因此增大了气相流动压力损失和

气液相逆流阻力，因此蒸发端温度及如图 3（b）所示热阻较高。随着加热功率的增加，适中

充液率 110%时其液层厚度位于 160%和 70%两者之间，因此在初始加热阶段启动性能及传

热方式导致其 5 W 前蒸发端温度略高，但是随着加热功率的增加，适中的充液率能保证蒸

发与回流持续进行，不会出现局部蒸干现象，且液相工质占据气相通道占比较小，蒸汽流动

阻力较小，因此蒸发端温度及如图 3（b）所示热阻会逐渐减小，其中热阻最小可低至 0.205
oC/W，因此该充液率为 A 型热管的最佳充液率。

（a）蒸发段最高温度随加热功率变化 （b）热阻随功率变化

图 3 不同充液率下 A 型热管最高温度及热阻随加热功率变化规律

如图 4 所示为最佳充液率 A 型热管温度分布曲线，由图可知在加热功率较小时蒸发端

与冷凝端存在较大温差，这是由于低加热功率时液体蒸发量较小，气体扩散速率相对较低，

因此在尚未到达冷凝端之前即发生冷凝。随着加热功率的增加，液相工质蒸发速率提高，气

相工质流动速率加快，1.5 mm 宽的气相通道与 2.5 mm 宽的液相通道能够保证两相循环高效

进行，因此均温性明显提升。

图 4 不同加热功率下 A 型热管温度分布
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2.2 不同几何参数热管对传热性能的影响

如图 5 所示为 B 型热管在不同充液率下蒸发端最高温度及热阻随加热功率变化曲线，

由图可知，在相同加热功率下，充液率为 30%时蒸发端温度最高，这是由于吸液芯内液相工

质较少，启动后很快出现了局部蒸干现象，达到了传热极限，因此在 5 W 时蒸发端已接近

80 oC。充液率为 30%时，B 型热管对应热阻也在蒸发端吸液芯完全蒸干前（4 W 前）出现短

暂下降，之后相变换热机制基本消失，转变为依靠热管的导热进行热量传递，因此热阻开始

增大，此时工质量是影响传热性能的主导因素，因此吸液芯的梯度设计并不能促进工质的回

流，从而避免局部蒸干现象的产生。

当充液率增大为 50%时，由于吸液芯内工质量有所增加，相变换热能力增强，因此蒸发

端温度最低，在充液率增加以及梯度结构的共同作用下虽然推迟了局部蒸干现象的出现，但

因充液率增加幅度有限因此并未能彻底消除该现象的出现，之后随着加热功率的增加，在 6
W 之后气相通道内气相工质量增加，吸液芯内液相工质逐渐减少开始出现局部蒸干现象，

此时蒸发端温度及对应热阻均出现急剧增大。

继续增大充液率至 80%时，在加热功率为 5 W 前蒸发端温度略高于充液率 50%时对应

的蒸发端温度，这是由于充液量较大，吸液芯内液膜较厚，增大了启动惰性。在 5 W 之后，

该充液率下 B 型热管的蒸发端温度及热阻有小幅增大，这是由于在热管的装配过程中大目

数丝网置于紧贴壳板壁面位置，因此构成了指向壁面的毛细力，使工质能够沿壁面回流，同

时减小了气液两相间的流动阻力，因此能够维持两相循环持续进行，不会使吸液芯出现完全

干涸的现象。

（a）蒸发段最高温度随加热功率变化 （b）热阻随功率变化

图 5 不同充液率下 B 型热管蒸发端最高温度及热阻随加热功率变化规律

B 型热管不同加热功率下温度分布如图 6 所示，由图可知，在整个加热过程中温度均

匀性较差，在加热初期由于加热功率较小，热管尚未完全启动，蒸发量较小，气体扩散速率

相对较低，因此蒸发端与冷凝端温差较大。之后随着加热功率的增加，液相工质蒸发速率提

高，热管完全启动，因此在 6 W-7 W 时冷凝端与蒸发端温差较小。继续增大加热功率，结合

如图 5（b）该充液率下加热功率随热阻的变化曲线可知，热阻开始出现小幅度的增大，这说

明吸液芯内已经开始出现了局部蒸干或供液不足的现象，因此相变换热能力下降，冷凝端与

蒸发端温差又开始逐渐增大。

图 6 不同加热功率下 B 型热管温度分布
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对于不同几何尺寸的柔性平板热管来说，即使吸液芯结构相同，但在实验过程中依然需

要通过多次充液分别测试其在不同充液率下的传热性能，从而确定最佳充液率的范围。通过

实验发现在实际运行过程中只要单位体积内工质量保持在一定范围内，柔性平板热管即可发

挥最佳传热性能，即柔性平板热管的最佳充液率范围随其几何尺寸发生变化，但单位体积最

佳含液量范围却始终保持不变，因此在进行最佳传热性能测试实验过程中可通过单位体积最

佳含液量计算出最佳充液率。单位体积含液量概念的提出为确定柔性平板热管最佳充液率范

围提供了新的依据。其定义为单位蒸汽腔体积内含液量，计算表达式为：

mF
V

 （8）

式中 F 表示单位体积含液量，m 表示工质质量，V 表示蒸汽腔体积。

A 型热管（160%、110%、70%）和 B 型热管（80%、50%、30%）在六种充液率下单位

体积含液量如图 7 所示，当单位体积含液量低于 0.0003 g/mm3 时，对应热管无论几何参数

与充液率如何改变，均会出现供液不足以及局部蒸干现象，均无法获得热管的最佳传热性能。

而当单位体积含液量大于 0.0004 g/mm3 时，过量的液相工质会占据气相通道，且启动性能较

差，因此具有较高的蒸发端温度和较大的热阻。只有单位体积含液量位于 0.0003-0.0004
g/mm3 这一较窄的区间内，对应热管具有较好的传热性能。

图 7 不同充液率下单位体积含液量

3 结 论
本文研究了几何特征及吸液芯结构特征对柔性平板热管传热性能的影响，通过耦合换热

面积、蒸汽腔高度和充液率等参数，提出了单位体积含液量的概念；主要得到以下结论：

1）具有 7#200 目+2#350 目条状梯度结构吸液芯的柔性平板热管，在低充液率时启动性

能较好，高功率时会出现局部烧干。高充液率时液相工质会占据气相通道，从而增大气相流

动压力损失和气液相逆流阻力。适中充液率（110%）能保证蒸发与回流持续进行，消除局部

蒸干现象，且液相工质占据气相通道占比较小，热管传热性能最好。

2）1.5 mm 宽的气相通道与 2.5 mm 宽的液相通道，在加热功率较大时能够保证两相循

环高效进行，提升热管的均温性。但在热管未完全启动或出现供液不足时，由于蒸发速率较

低相变换热能力下降，会导致冷凝端与蒸发端温差增大。

3）提出了单位体积含液量的概念，并得到热管传热性能最佳时的单位体积含液量分布

规律：单位体积含液量低于 0.0003 g/mm3 时，会出现供液不足以及局部蒸干现象；当单位体

积含液量大于 0.0004 g/mm3 时，液相工质会占据气象通道，热管启动性能较差；只有单位体

积含液量位于 0.0003-0.0004 g/mm3 区间内，对应热管具有最佳的传热性能。

致谢：本文得到教育部基本科研业务费重点项目资助（No. 2022JBCG002）。
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摘 要 为进一步完善光伏阵列的故障诊断方法，本文提出一种基于时序神经网络 (TCN) 并结合迁移

学习的算法来实现考虑时序关系的普适性故障分类。首先利用 Matlab/Simulink 构建六种 3× 4 光伏阵列

模型，获取正常工作和五种故障的运行数据共 10000 组，并提取 6 个故障特征参数。再通过 TCN 建立

时序关系下的故障诊断模型，通过调整超参数和神经网络结构得到最大准确率为 97.3%。最后，为实现

模型泛化，通过冻结式迁移学习将此模型应用于另一个光伏阵列模型上并进行微调，仅通过 1200 组数

据即可达到 90.9%的准确率，相对于直接调用模型提高了 7.1%。本文提出的方法为光伏阵列故障诊断

模型的完整性、准确性、普适性的提高提供了新的思路和策略。

关键词 光伏阵列；故障诊断；时序卷积神经网络；迁移学习

0 前言

光伏发电系统是一种新型的可再生能源发电系统，具有环保、节能、安全等优点，

越来越受到人们的关注。受双碳目标的驱动和国家政策的号召，寻找和利用稳定、清洁

的可再生能源已成为能源行业的首要任务。近年来，随着我国光伏发电技术的进步和光

伏并网发电规模的不断扩大，在恶劣的自然环境下工作的光伏阵列面积大、分布广，容

易出现组件短路、开路、老化和遮荫等故障，这些故障可能导致系统效率下降或者完全

停止发电[1]。光伏发电系统的故障检测和状态评估是保障系统高效运行和延长系统寿命

的有效手段，具有重要的现实意义。目前，主要的光伏故障诊断方法包括以下四种。（1）
基于电参数的故障检测方法：这种方法通过对光伏系统的电压、电流等参数进行监测和

分析，来检测和诊断故障，但这种原始的方法由于光伏组件日趋复杂的工作条件而逐渐

被淘汰；（2）基于图像处理的故障检测方法：这种方法通过对光伏组件的图像数据进行

处理和分析，来检测和诊断故障，但由于成本较高，无法大规模应用于实际工程中；（3）
基于物理模型的状态评估方法：这种方法通过建立光伏系统的物理模型，来评估系统的

1 基金资助项目：本文得到国家自然科学基金面上项目（52076163）的资助。



状态和性能，由于涉及大量复杂的原理和数学物理模型，极少得到深入挖掘；（4）基于

机器学习的故障检测方法：这种方法通过对大量的光伏系统数据进行学习和训练，来检

测和诊断故障。目前，由于精度高且很少涉及复杂原理，基于机器学习的方法是光伏故

障检测和健康状态评估的研究热点。

目前，已经有很多学者对基于机器学习的故障诊断方法展开了相关研究。武文栋[2]

等人在传统 BP 神经网络的基础上利用 Matlab/Simulink 建立光伏故障仿真模型并提出了

一种基于改进麻雀搜索算法优化 RBF 神经网络（ISSA-RBF）的光伏故障诊断方法，故

障诊断精度达到 94.8%。宋远大 [3]等人提出一种基于完全邻域保持嵌入（Complete
Neighborhood Preserving Embedding, CNPE）的热斑故障诊断方法，采用流形学习从光伏

组件运行数据中提取非线性特征，在不借助红外图像的前提下，实现组件状态高灵敏检

测，并依托国家电网电力科学研究院实验平台进行实验验证，证明方法可行且效果良好。

熊昌全[4]等人采用主成分分析法建立了 PCA（Principal Component Analysis）故障诊断模

型，并通过实际的运行数据和故障数据验证了模型的准确性和有效性。陈克松[5]通过仿

真对光伏阵列的一系列故障进行分析，而后引入门控循环单元 GRU（Gate Recurrent Unit）
并对一维卷积神经网络进行改进，再通过生成对抗网络 GAN（Generative Adversarial
Networks）对数据进行增强，最后引入半监督学习减少了对标签样本的增强。结果表明

此方法大大提高了模型对于故障分类的精度。

总的来说，现有研究中引入的故障特征和故障类型存在一定的局限性，诊断模型的

复杂程度高，且无法识别多个故障叠加的情况；此外，当光伏阵列模型发生变化，诊断

方法往往不能达到在原模型上训练和测试时的效果，说明模型的只能面向某种特定的光

伏阵列模型，应用范围受限，普适性较低。基于光伏阵列故障诊断的研究现状，本文基

于上述问题增加了两种故障诊断特征，提出了一种基于时序神经网络的光伏故障诊断模

型，并利用迁移学习的概念实现模型的推广和泛化，扩大其实际应用范围。

1 模型构建

1.1 光伏阵列仿真模型构建

为便于后续模型泛化能力和普适性的验证，本文通过 Matlab/Simulink 分别搭建出两

个的光伏阵列仿真模型 PV-Model A 和 PV-Model B。光伏模块单体的参数如表 1 所示。

表 1 光伏组件电气参数

参数 PV-Model A PV-Model B
串并联结构 3*4 5*5
光伏板型号 Aavid Solar ASMS-165P Jinko Solar Co._Ltd

JKM400M_72L_V
最大功率点电压(Umppt)/V 35.0 41.7
最大功率点电流(Imppt)/A 4.71 9.6

开路电压(Uoc)/V 43.5 49.8
短路电流(Isc)/A 5.25 10.36

最大功率(Pmppt)/W 164.85 400.32



光生电流/A 5.28 10.38
串联电阻/Ω 0.63 0.23 

1.2 故障仿真模型设计

本文涉及的光伏阵列故障主要包括五种：遮荫、老化、开路、短路、以及复合故障，

通过人工干预的方式模拟上述故障发生时光伏阵列的性能：

（1）遮荫故障：设置部分光伏阵列的光照强度为正常值的 40%；

（2）老化故障：在某条串联支路上增加 3.0 Ω 电阻；

（3）开路故障：减少一列并联支路；

（4）短路故障：在某一光伏模块两端并联一个 1× 10-6Ω的电阻；

（5）复合故障：前四种故障同时出现的情况，对应于实际运行中可能同时存在多种

故障的场景。

光伏阵列运行的 I-U、I-P 曲线分别如图 1 及图 2 所说。由图 1 及图 2 可知，不同故

障类型下光伏阵列的最大功率点电压 Umppt、最大功率点电流 Imppt、开路电压 Uoc、短路

电流 Isc、最大功率 Pmppt中至少一个参数会发生明显变化，如图 1、图 2 所示。此外，观

察 P-I 曲线可知，当发生遮蔽故障时，曲线出现“多峰”现象，因此 P-I 曲线的极值点个数

N 也可以反映光伏阵列的故障类型。而不同气象情况会直接影响各类故障的输出情况，

因此实时的气温（T）和太阳辐照度（SSR）也应当纳入考虑。综上，故障模型的特征参

数选择这 8 个变量作为 TCN 故障诊断模型的输入层变量。同时相应定义了诊断模型包

括正常运行和五种故障类型的 6 个输出层变量，对应标签如表 2 所示。
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表 2 模型输出层变量选取

变量 分类标签

正常状态 0
开路故障 1
短路故障 2
遮荫故障 3
老化故障 4
复合故障 5



2 算法原理及改进

2.1 时序卷积神经网络

由于光伏阵列的输出和天气情况密切相关，而天气数据具有一定的时序性，因此光

伏阵列当前的输出不是独立的，而是与之前的输出之间具有一定的关联。目前用于时序

任务的经典算法包括循环神经网络（Recurrent Neural Network，RNN）、长短时记忆网络

（Long Short Term Memory Network，LSTM）等。RNN 在处理时序数据时有优越的表现，

但由于其训练时需要存储隐藏状态导致消耗大量内存，且随着网络深度的增加会面临梯

度消失和梯度爆炸问题。对此，LSTM 等基于 RNN 的改进结构逐渐进入人们的视野。

LSTM 算法通过“门”的机制使梯度稳定不会消失，并利用记忆单元实现对长期记忆的控

制，弥补了短期记忆覆盖长期记忆的缺陷。但由于网络结构本身的性质，串行计算、消

耗内存过大等问题仍未得到解决[6]。

而时序卷积网络（Temporal Convolutional Network, TCN）的提出为序列预测提供了

一种基于卷积的解决方案，其本质上是一种特殊的卷积神经网络（CNN），原始结构主

要由残差结构、因果卷积、膨胀卷积构成。TCN 的结构模型如图 3 所示。整体上使用残

差结构（Residual Block）能有效避免梯度消失，保证模型的泛化能力。因果卷积（Causal
Convolution）是单向结构，层层之间具有因果关系，保证不会错失历史信息或未来数据

从而对模型性能产生影响。膨胀卷积（Dilated Convolution）通过强制使每层的感受野指

数增长来防止处理较长时序输入数据时出现网络过深的现象，从而解决因果卷积计算消

耗过大的问题[7]；此外，可以由采样膨胀因子 d 控制输入的采样间隔[8]。为了防止模型

过拟合，使用 Dropout 方法随机放弃一些神经元，减小网络对数据微小变化响应的敏感

度,提高处理未知数据时的稳定性和泛化能力[9]。

综上，TCN 在完成序列任务时具有可变长度输入、并行计算、感受野大小灵活可变、

梯度稳定、内存消耗小等优势，因此本文选择 TCN 进行光伏故障诊断。

图 3 时序卷积神经网络结构示意图



2.2 迁移学习

由于实际运行中工业场景多变复杂，因此良好的泛化能力是诊断模型的重要评价指

标之一。而迁移学习（Transfer Learning, TL）能够跨领域、跨任务地利用旧数据分析新

模型，得到了广泛的应用。迁移学习是指将在源域中训练好的模型的部分参数转移到目

标域中，然后只需用较小的学习率在目标域上重新设计一个全连接层和输出层即可构成

新的模型，也称为微调（Fine tuning）。迁移学习的目的就是充分利用源域的已有知识来

学习目标域，通过实现信息共享来高效地完成类似的新任务[10, 11]。

本文设想的模型应用场景如下：将在拥有大量有标签数据集 A 上训练好的故障诊断

模型应用到另一个只有少量数据的数据集 B 上，实现在拥有较大数据量的源域中训练好

的模型值进行微调即可在数据量很少的目标域上达到较高准确率的诊断任务。因此，此

情景下采用三类迁移学习方法中的模型迁移较为适宜[12, 13]，整体思路如图 4 所示。

图 4 迁移学习流程示意图

3 仿真实验及数据分析

3.1 数据样本选取及预处理

实验平台：独立工作站的配置为 E5-1650 v4 CPU,32GB RAM，64 位 Window 10 操

作系统，服务器系统型号为 Precision Tower 5810，实验平台基于 Python 计算机语言,实
验在算法框架 Pytorch 上实现。

本文采用西安市临潼区 2022 年 5-9 五个月中逐小时的气温（T）和太阳光辐照度

（SSR）两类气象数据作为两个光伏阵列仿真模型 PV-Model A、PV-Model B 的输入，采

用扰动观测法追踪最大功率点，得到最大功率点电流 Imppt、最大功率点电压 Umppt、开路

电压 Uoc、短路电流 Ioc、最大功率 Pmppt和 I-P 曲线极值点个数 N 六个输出参数。由于无

辐照强度时光伏阵列处于非工作状态，无法判断故障，因此剔除每天辐照强度为零的数

据点，整合得到输入数据集。以 PV-Model A 作为产生源域数据集的模型，PV-Model B
的输出数据为目标域数据集。为验证迁移学习在目标域的数据量较少时的学习效果，两

个光伏阵列仿真模型的输出数据集大小分别为 10000 和 1200。其中，训练集为随机抽取

的 80%数据，其余 20%为测试集，并采用 z-score 标准化进行数据预处理[14]。其中，实



验所用的一组不同时刻下的输入数据示例如表 3 所示。

表 3 模型输出层变量选取

Time T/℃ SSR/W∙m-2 Label Umppt/V Imppt/A Uoc/V Ioc/A Pmppt/W N

2022.8.1
6：00

26.96 204.4

0 103.5 3.9 120.2 4.3 397.9 1
1 105.2 2.9 120.2 3.2 296.7 1
2 74.1 4.0 89.1 4.3 290.5 2
3 73.8 4.0 119.0 4.3 287.6 3
4 101.8 3.9 120.1 4.3 384.6 1
5 36.6 3.0 85.5 3.2 106.2 3

3.2 实验过程及诊断结果

3.2.1 TCN 故障诊断结果分析及优化

初始训练参数设置：总迭代次数为 epoch=25，初始学习率为 1e-2，学习率动态下降

（每十次迭代缩小十倍），利用 Adam 优化策略，激活函数为 ReLU。交叉熵(CrossEntropy
Loss)能够衡量同一个随机变量中的两个不同概率分布之间的差异程度大小，因此本文采

用交叉熵作为分类任务的损失函数来训练 TCN 模型[15]。填充 padding 的大小为核函数的

尺寸减 1。时序关系通过为特征增加时间通道的方式体现，由于每天光伏板的工作时间

约为 9 小时，因此时间通道数设为 9。整体的初始网络结构图如表 4 所示。

表 4 TCN 网络结构示意图

残差模块 层名 卷积核尺寸 卷积核数量 步长

输入层

Block1

Conv1 5*5@9 25 1
Pooling 1*1 25 1
ReLU \

Dropout \
Conv2 5*5@9 25 1
Pooling 1*1 25 1
ReLU \

Dropout \
Softmax
输出层

为了验证所提出 TCN 模型的性能,将其与同样能完成分类任务的 SVM 模型、LSTM
模型、CNN 模型进行对比，并采用相同数据集分别对 4 种模型通过混淆矩阵的方法综合

三种评价指标（准确率 P、召回率 R、F1-score）进行训练与评估[16]，结果如表 5 所示。

各模型平均准确率和平均训练时间如图 5 所示。结果表明，虽然所需的训练时间较长，

但 TCN 模型的准确率明显高于其他三种模型，在完成此任务时具有显著的优势。

表 5 不同模型性能对比

标签 SVM LSTM CNN TCN



P R F1 P R F1 P R F1 P R F1
0 0.78 0.73 0.76 0.79 0.92 0.85 0.75 0.83 0.79 0.97 0.95 0.96
1 0.77 0.94 0.84 0.94 0.93 0.93 0.99 0.92 0.95 1.00 1.00 1.00
2 0.99 0.96 0.97 1.00 0.96 0.98 0.98 0.99 0.98 1.00 1.00 1.00
3 0.96 1.00 0.98 0.99 1.00 0.99 0.98 1.00 0.99 1.00 1.00 1.00
4 0.81 0.65 0.72 0.92 0.76 0.83 0.81 0.74 0.77 0.88 0.97 0.96
5 0.95 0.99 0.97 0.96 1.00 0.98 0.99 0.98 0.98 1.00 1.00 1.00
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图 5 四种模型平均训练时间、准确率对比

从表 4 中可以看出，不管采用哪种模型，0 和 4 的诊断效果都相对较差。分析两类

故障 I-U、I-P 曲线可知，正常运行和老化故障的运行的特征十分接近，除了最大功率点

Pmppt不同之外其余特征几乎完全一致，尤其是当老化电阻较小时，这两种工况很难区分。

基于这种情况，在训练时引入线性特征增强的方法提高 Pmppt 特征的权重，使 Pmppt 特征

更加突出，强化正常运行和老化故障两个标签之间的差异。引入线性增强后，在网络结

构不变的前提下，准确率提高了 3%，说明方法的可行性和有效性。

TCN 模型的损失值 Loss 随训练次数 epoch 的变化如图 6 所示，可见模型在 epoch
在 25 左右损失值趋于稳定，因此为节约计算资源，固定 epoch=25 进行超参数调优。为

了找到最优参数设置组合，以卷积核大小 k-size、丢弃率 dropout、层数 level、隐藏层个

数 nhid 为变量，对比不同参数数值下的模型准确度和每个 epoch 所需时间，可以得出最

优参数组合为：k-size=5，dropout=0.03，level=5，nhid=25，batchsize=12，所能达到的最

高准确率为 97.3%。



5 10 15 20 25 30

0.0

0.2

0.4

0.6

0.8

损
失

值
Lo

ss

总迭代次数epoch

测试过程
训练过程

图 6 TCN 模型的损失值随迭代次数变化

3.2.2 TCN-TL 应用于 PV-Model B

建立一个与 PV-Model A 有相同征输出但光伏阵列结构参数不同的 PV-Model B。由

于 PV-Model B 的六类运行数据总共数据只有 1200 组，若将在 TCN 故障诊断模型直接

应用于 PV-Model B 上，则诊断准确率只有 83.8%。若应用迁移学习中的模型迁移，将训

练好的 TCN 故障诊断模型中的特征层冻结，只微调全连接层，则即使仅有 1200 组数据，

诊断准确率仍可达到 90.9%，相比于直接在目标域上训练且不进行迁移学习操作准确率

提高了 7.1%。应用迁移学习前后 TCN 在新数据集上对各类故障的诊断准确率如表 6 所

示。说明迁移学习在故障诊断中的实用性、可行性。

表 6 迁移学习前后诊断准确率对比

标签 迁移学习前 迁移学习后

0 0.85 0.82
1 0.56 0.79
2 1.00 1.00
3 1.00 1.00
4 0.67 0.88
5 1.00 1.00

4 结 论

（1）本文通过 Matlab/Simulink 建立光伏阵列仿真模型，除 Umppt，Imppt，Uoc，Isc四

个经典特征参数外还引入了 I-P 曲线极值点个数 N 和最大功率点功率 Pmppt，通过西安市

临潼区逐小时的气温 T 和太阳辐照度 SSR 计算得出六种工况的运行数据共 10000 组，并

进行数据标准化处理。在对比 CNN、SVM、LSTM 和 TCN 四种算法结构后选择准确率

最高的 TCN，并进行超参数优化和特征增强，最终使诊断准确性达到 97.3%。

（2）为实现模型的泛化，引入迁移学习中的模型迁移方法，将在 PV-Model A 上训



练后的 TCN 故障诊断模型中的特征层冻结应用于只有 1200 组数据的 PV-Model B，只对

全连接层和输出层进行微调,准确率仍可达到 90.9%，相较于不进行迁移学习直接套用模

型提高了 7.1%，说明了迁移学习结合 TCN 在故障诊断领域中的实用意义。
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摘要：质量交换网络（MEN）和热交换网络（HEN）之间存在着复杂的耦合关系，由此形成了质能交

换网络综合问题。基于此，本文介绍了一种新的质能交换网络的同步优化方法，该方法是基于节点非

结构模型的数学规划法，以传质温度和质量流率为优化变量，实现了质量交换子网络和热交换子网络

的同步优化；并且采用具有强大全局优化能力的强制进化随机游走算法进行求解。通过一个实例表明

了该方法的可行性和有效性，获得了更低的年度总费用。

关键词：质量交换网络；热交换网络；质能交换网络；节点非结构模型；强制进化随机游走算法

0 前言

我国能源需求的增长导致煤炭、石油、天然气等化石能源的消耗日渐增大，开展“节

能减排”政策是必行之路。质量交换网络和热交换网络优化作为化工过程系统工程学的

重要研究课题，可以有效推进“节能减排”政策的实施。在质量交换网络优化过程中，

传质推动力的大小和方向遵循相平衡理论，而传质温度通过影响相平衡关系间接作用于

质量交换网络优化，引入热交换网络优化可以改变传质温度进而达到最优化的目的。因

此，由质量交换子网络和热交换子网络组成的质能交换网络优化是化工过程系统工程学

中的研究热点。

在质能交换网络优化中，主要的难点是处理质量交换子网络和热交换子网络的耦合

参数（传质温度和质量流率），传质温度决定了热交换子网络规模，质量流率用以确定热

交换子网络流股的热容流率，这些耦合参数的值共同影响着质能交换网络优化。Srinivas
等人[1]于 1994 年正式定义了质能交换网络优化问题，并采用夹点法对公用工程用量和单

元个数进行分步优化。随后，Papalexandri 等人[2]基于多级超结构法解决了质能交换网络

优化。近年来，Isafiade 等人[3]基于夹点法和间隔超结构法分析了质能交换网络优化面临

的难题，采用枚举法处理传质温度，实现了质能交换网络的分步和同步优化。都健等人
[4]采用超结构法建立了质能交换网络的分步优化数学模型，先优化质量交换子网络，再

提取优化后的参数信息给热交换子网络进行优化，得到了质能交换网络的最小年度综合

费用。为实现质能交换网络的同步优化，Liu 等人[5]结合质量夹点法和虚拟温焓图法，作

者考虑了所有潜在流股的可能性，尽管这增加了优化变量的既定规模。

因此，本文提出一种适用于质能交换网络同步优化的节点非结构模型，相比于结构

化模型，该模型更加灵活和自由，拓宽了算法在全局范围内的求解域。同时，采用强制



进化随机游走（RWCE）算法进行模型求解，该算法具有较强的全局搜索能力，为质能

交换网络的同步优化提供了有效手段。

1 问题描述

本文需解决的质能交换网络优化问题可描述为：一组富流股、一组贫流股（包括过

程贫流股和外部贫流股）及一组冷热公用工程。其中，富流股的质量流率、进出口温度

及温度可行域、组分进口浓度和目标浓度已知；贫流股质量流率上限、流股进出口温度

及温度可行域、组分进口浓度和出口浓度上限已知；冷、热公用工程的热容流率、进出

口温度、传热系数已知。优化目标是实现质能交换网络的同步优化，求得最小的年度总

费用，即质量交换子网络和热交换子网络的综合最优年度总费用。

为简化问题，对于低浓度的传质过程作如下假设：

（1）流股进出传质单元的质量流率视为常数；

（2）传质单元绝热；

（3）传质过程中流股温度不变；

（4）热交换过程只发生在传质过程之前或之后；

（5）质量交换网络为单组分体系；

（6）不考虑贫流股的再生；

（7）传质温度仅与贫流股温度有关，且贫富流股组分间具有简单的线性相平衡关

系，表达式为
*
k kl l kly m x b  （1）

其中；bkl是平衡常数， *
ky 是温度 T 下贫流股 l 中浓度为 xl的溶质在富流股 k 中的平衡浓

度，相平衡系数 mkl是传质温度的单调函数，  klm f T 。

2 质能交换网络的优化模型

质能交换网络不仅是质量交换子网络和热交换子网络的简单综合，在质能交换网络

中，热交换子网络为质量交换子网络提供最优的传质温度，同时质量交换子网络为热交

换子网络提供潜在冷流股或热流股（包括进出口温度和热容流率）。为了获得质能网络的

最优匹配，超结构模型是目前常用的一种结构化模型，该模型首先按照固定模型预先设

定流股匹配的框架，随后基于既定框架对换热单元或传质单元进行优化，因而所得结构

会受到结构限制。事实上，热交换子网络的流股数目受制于质量交换子网络优化，网络

规模无法确定，这给构建超结构模型带来了很大难题。本文采用一种全新的节点非结构

模型可以很好地避免这类问题，2.1 节和 2.2 节将详细介绍适用于质能交换网络的节点非

结构模型和数学模型。需要注意的是，本文所提出的模型适用于板式塔。

2.1 节点非结构模型

节点非结构模型在换热网络和质量交换网络中的可行性均得到了有效验证。节点非

结构（NW-NSS）模型是基于非结构的思想，以节点形式量化换热单元或传质单元位置

的一种新型质能网络优化模型。在节点非结构模型中，每股流体上可按需布置若干节点

作为换热单元或传热单元的待选位，该模型在初始状态下为空结构，优化时换热单元或

传热单元可以随机选择单元位置并与相应流股进行匹配，单元匹配关系无结构限制。以

2 股富流股、2 股贫流股的质量交换子网络 R2S2 和 2 股基础热流股、2 股基础冷流股的



热交换子网络 H2C2 为例，假设只有一条贫流股需要换热，其节点布置示意图如图 1 所

示。
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图 1 节点非结构模型示意图（仅有一条贫流股需要换热的情况）

Fig. 1 Schematic diagram of NW-NSS model (A situation where only one lean stream needs heat transfer).

图中，R1、R2 代表富流股，S1、S2 代表贫流股，H1、H2 代表基础热流股，C1、
C2 代表基础冷流股，H3、C3 代表潜在热流股和潜在冷流股，流股上的黑色实心圆圈代

表节点，○C 、○H 代表冷热公用工程。对潜在流股进行排列组合，可以得到三种热交换子

网络规模，即 H2C2（即独立的热交换网络，本文不加以研究）、H3C2、H3C3。从图中

可以看到，节点非结构模型中节点布置的机动性强，只要满足温度可行性约束，换热单

元或传质单元允许交叉匹配，扩大了质能交换网络的求解域。

2.2 数学模型

本文基于节点非结构模型以及质能交换网络本质，建立了质能交换网络优化的数学

模型，以最小年度费用（TAC）为优化目标，函数表达式如式所示，包含质量交换子网

络和热交换子网络的年度费用。对于质量交换子网络，运行费用考虑了外部贫流股的使

用，固定投资费用与质量交换器有关；对于热交换子网络，成本包括换热器及冷热公用

工程的运行费用和固定投资费用。

min M M H H
O V O VTAC f f f f    （2）

式中， M M
O Vf f， 分别代表质量交换子网络的运行费用和固定投资费用， H H

O Vf f， 代表热交

换子网络的运行费用和固定投资费用。

质量交换子网络的运行费用 M
Of 可表示为

1

SN
M

O l l
l

f L C


  （3）

式中，Ll代表第 l 条贫流股的质量流率，Cl代表第 l 条贫流股的单价。

质量交换子网络的固定投资费用 M
Vf 可表示为



, ,
1 1 1

R R R

R R
R R

N nd nf
M

V k d f stage
k d f

f N C
  

    （4）

式中， , ,R Ri d fN 代表第 k 条富流股上第 dR个节点第 fR个分支上塔板数，Cstage代表塔板单

价。

热交换子网络的运行费用 H
Of 可表示为

   , ,
1 1

CH NN
H

O cu cu i hu hu j
i j

f C Q C Q
 

     （5）

式中，Ccu、Chu代表冷热公用工程单价，Qcu,i代表第 i 条热流股上冷公用工程的换热量，

Qhu,j代表第 j 条冷流股上热公用工程的换热量.
热交换子网络的固定投资费用 H

Vf 可表示为

   , , , ,
1 1 1 1 1

CH H H H

H H
H H

NN nd nf N
H

V A i d f A cu i A hu j
i d f i j

f C A C A C A
    

          （6）

式中，CA代表单位换热面积的价格， , ,H Hi d fA 代表第 i 条热流股上第 dH个节点第 fH个分

支上换热单元的换热面积，Ahu,i代表第 i 条热流股上冷公用工程的换热面积，Acu,j代表第

j 条冷流股上热公用工程的换热面积。

2.3 模型求解

本文建立的数学模型为混合整数非线性规划（MINLP）模型，由于同时考虑了质量

交换子网络和热交换子网络的优化，该模型具有极强的非凸性和非线性，为快速获取最

优解，采用 RWCE 算法进行求解，RWCE 算法通过简单的随机游走进化和随机生成实现

了连续型变量和整型变量的同步优化，全局搜索能力较强，其算法步骤如图 2 所示。
开始

质能交换网络结构初始化

传质量、分流比、流量、传质温度
随机游走进化

传质单元生成和消去

潜在流股属性判断和对应参数赋值

换热量、分流比随机游走进化

换热单元生成和消去

新结构的TAC是否下降？

是否接受差解？

保持当前结构 接受新结构

是否满足终止条件？

结束

是

否

否

是

是

否

图 2 RWCE 算法流程图
Fig. 2 Flow sheet of RWCE algorithm.



3 实例求解

此算例取自文献[3]，包含两个富含 H2S 的富流股（R1、R2）、一个过程贫流股 S1 和

一个外部贫流股 S2。单价、流股和物性参数的数据列于表 1 和表 2，每条流股对应的目

标温度及温区见表 3，表 4 给出了 4 种外部热流股（H1、H2）和冷流股（C1、C2）数

据。贫流股传质温度 T1和 T2与相平衡常数的关系分别见方程（7）和（8）。

  10.010248
1 1 5.86807 10 10 TS m   ： （7）

  20.021510
2 2 9.386 10 10 TS m   ： （8）

表 1 算例的费用数据

Table 1 Cost data for example.

项目 数值

运行时长 (h/a) 8600
塔板单价 ($·/tray/a) 4552
塔板效率（%） 20

换热单元单价（$） 30000+750A0.81

年化系数（-） 0.2
S2 单价（$/kg） 0.001

热公用工程单价（kW/a） 120
冷公用工程单价（kW/a） 30

表 2 算例中的贫、富流股数据

Table 2 Streams data for example.

Rl Gl（kg/s） yin yout Sk Ll（kg/s） xin xout

R1 104 8.83*10-4 5.00*10-6 S1 40 0.07557 <0.115
R2 442 7.00*10-4 5.00*10-6 S2 0.001 <0.01

表 3 流股热力学数据

Table 3 Thermal data for stream.

流股 Tin（K） Tout（K） Tlo（K） Tup（K） cp（kJ/kg/K）

R1 298 298 288 313 1.00
R2 298 298 288 313 1.00
S1 368 368 279 368 2.54
S2 310 280 330 2.40
HU 453 452
CU 278 283

表 4 外部流股热力学数据

Table 4 Thermal data for extra stream.

流股 Fcp（kW/K） Tin（K） Tout（K） h（kW/m2/K）

H1 10.0 448 318 0.2



H2 40.0 398 338 0.2
C1 20.0 293 428 0.2
C2 15.0 313 385 0.2

求解该算例所得结果与文献对比，结果见表 5。从表中可知，本文的同步优化方法

求得的最小年度费用最低，为 334.7 $·a-1，其中质量交换子网络的年度费用为 165.5 $·a-1，

热交换子网络的年度费用为 169.2 $·a-1。相比于文献[3]，热交换子网络年度费用下降，质

量交换子网络的年度费用上升，这是因为未参与传质过程的外部贫流股 S2 也被利用，

传质单元数（5）和塔板数（25）均增加了，质量交换子网络的固定投资费用和运行费用

升高；在热交换子网络中，H3 具有更低的换热潜能（119 kW）从而导致年度费用大幅

降低。在文献[6]的优化结果中，质能交换网络的规模相同，均为 R2S2-H3C2，但是网络

结构（见图 3）差异较大，热交换子网络的换热单元较文献少了 1 个，换热单元的换热

面积增加，故热交换子网络的年度费用较本文上升，尽管其换热潜能仅为 103.7 kW；贫

流股 S2 的质量流率稍稍增加，质量交换子网络的运行费用升高，导致文献所得的质量

交换子网络的年度费用低于本文。

表 5 结果对比

Table 5 Results comparison.

项目
T1

（K）

T2

（K）
L1（kg/s） x1,out L2（kg/s） x2,out

TAC

HEN MEN
HEN&
MEN

文献值[3] 286 - 10.1 0.115 0 - 295.4 54.6 350.0
文献值[6] 368 280.8 39.4 0.085 1.48 0.010 178.3 164.2 342.5
本文 368 280.2 36.7 0.086 1.67 0.009 169.2 165.5 334.7

图 3 是本文所得质能交换网络的最优结构，即网络规模 R2S2-H3C2 对应的结构。从

图中可以看到，质量交换子网络结构中有 5 个传质单元，热交换子网络结构中有 3 个换

热单元、1 个热公用工程和 2 个冷公用工程，质量交换子网络中贫流股 S2 的最优传质温

度为 208.2°C，而目标温度为 310°C，具有 119 kW 的换热潜能，则抽取该流股作为热交

换子网络中的热流股 H3。在该网络结构中出现了传质单元的交叉结构，说明节点非结构

模型的求解域较宽，更有利于搜索到最优解。上述结果证实了本文提出的同步优化方法

应用于质能交换网络的有效性。
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图 3 质能交换网络优化的最优结构
Fig. 3 The optimal overall HEN-MEN.

4 结论

为解决质能交换网络的同步优化问题，本文将节点非结构模型与强制进化随机游走

算法相结合，探究其在质能交换网络优化中的可行性。鉴于质量交换子网络和热交换子

网络的耦合关系，首先根据传质温度确定潜在流股的属性，随后将传质温度、质量流率

等优化参数值分别抽取给质量交换子网络和热交换子网络，实现质能交换网络的同步优

化。最后，通过一个算例验证了本文所提方法确系可以应用于质能交换网络同步优化中，

并且得到了优于文献的结果。

参考文献

[1] SRINIVAS B K, EL-HALWAGI M M. Synthesis of combined heat and reactive mass-exchange

networks[J], 1994.

[2] PAPALEXANDRI K P, PISTIKOPOULOS E N. Multiperiod MINLP model for the synthesis of flexible

heat and mass exchange networks[J]. Computers chem. Engng, 1994, 18 (11/12): 1125-1139.

[3] ISAFIADE A, FRASER D. Optimization of combined heat and mass exchanger networks using pinch

technology[J]. Asia-Pacific Journal of Chemical Engineering, 2007, 2 (6): 554-565.

[4] 都健, 高志辉, 陈理, 姚平经. 超结构法分步综合热集成的质量交换网络[J]. 化工学报, 2010, 61

(10): 2636-2643.

Du J, Gao Z, Chen L, Yao P. Synthesis of heat integrated mass exchanger networks using step wise

approach based on superstructure[J]. CIESC Journal, 2010, 61 (10): 2636-2643.

[5] LIU L, DU J, EL-HALWAGI M M, PONCE-ORTEGA J M, YAO P. A simultaneous synthesis method for

combined heat and mass exchange networks[J], 2012, 31: 185-189.

[6] 刘琳琳, 都健, 陈理, 姚平经. 单组分体系质量交换网络和换热网络同步综合[J]. 清华大学学报(自

然科学版), 2012, 52 (03): 314-319.



中国工程热物理学会 传热传质学

学术会议论文 编号：233501

基于频域分析的热系统高效动态模拟算法

李航，滕润航，赵甜，陈群*

（清华大学工程力学系，热科学与动力工程教育部重点实验室，北京 100084）

(Tel: 010-62796332, Email: chenqun@tsinghua.edu.cn)

摘要：换热器的高效、准确动态模拟是热系统性能动态分析的关键，然而基于时、空离散的有限差分/

体积法难以兼顾模拟计算的精度与速度，不利于热系统的动态性能分析。本文提出一种频域热系统动

态模拟高效算法，通过傅里叶变换导出系统内换热器的频域控制方程，并将其分解为初始-扰动部分，

分别解析和数值求解，叠加得到系统的动态响应。相比于有限差分法，本文所提出算法在保证精度（偏

差<0.3 K）的同时可缩短计算时间约一个量级。

关键词：换热器，频域分析，动态模拟，求解算法，傅里叶变换

0 前言

热系统在能源系统中占据重要地位，其高效、准确的动态模拟是提高调节灵活性，

适应新型能源系统的基础[1]。热系统各部件中，换热器的特征时间较长，响应速度较慢

[2]，在保证求解精度的同时提高其动态模拟计算效率是热系统动态性能分析的关键[3]。
当前换热器的动态模拟首先对其质量、动量、能量守恒方程进行时空离散，通过有

限差分、有限体积等方法数值求解换热器内各点温度及换热器换热量随时间的变化[4]。
Biglarian 等人[5]通过全隐式有限体积法，研究了地源热泵中埋管换热器的动态特性。

Fernández-Torrijos 等人[6]应用有限差分法研究了粒子-超临界二氧化碳（sCO2）换热器的

动态行为。Ma[7]，Matteo[8], Sui[9]等人基于计算流体动力学软件包，采用有限体积法研

究了 sCO2 印刷电路板换热器的动态特性。虽然上述方法已非常成熟，但在需求解的时

间段较长、精度较高时仍需大量计算资源与时间投入。对于几种特殊的换热器，也发展

了针对性的计算方法。移动边界法适用于包含相变过程的换热器，求解不同状态流体界

面的位置移动[10]。最近 Ma 等人[11]引入虚拟界面，将其推广至超临界流体。He 等人[12]
基于热量流法，提出了一种描述换热器动态行为的瞬态 RC 电路模型，但需将换热器分

为小段以保证求解精度。

上述方法均将换热器控制方程在时、空域离散并求解离散方程。如采用时域-频域变

换，将偏微分形式的控制方程变换至常微分方程乃至代数方程，可以显著降低求解所需

计算量。例如 Li 等人[13]提出了一种天然气动态管流的频域响应函数模型，与有限差分

法相比仅需要 1%左右计算时间。Whalley 和 Ebrahimi[14]应用 Laplace 变换建立了套管

换热器的动态模型，可以解析计算换热器换热量的动态响应。Bartecki[15], Yang [16],
Chen[17]等人应用 Laplace 变换导出了类似的模型，并扩展至换热器网络的建模。然而，

基金项目：国家自然科学基金资助项目（No. 52125604, No. 51836004, No.52106096）



上述基于 Laplace 变换的换热器模型依赖反 Laplace 变换的计算，不能处理较为复杂的情

形，如流体流量和物性发生变化等。

本文基于傅里叶变换与时变-时不变分解，结合解析计算与数值离散求解，提出一种

适用于各种便捷条件的换热器动态模拟求解算法，实现换热器动态响应的高效、准确求

解，在此基础上实现热系统的动态求解，并通过算例验证算法的准确性与效率。

1 换热器动态过程的频域模型

以图 1 所示逆流板式换热器为例，其换热总长度为 L，热、冷流体的进口温度和热

容量流分别为 Th,in, Tc,in, G, Gc。其中 t 时刻、位置 x 处的热、冷流体和壁面温度分别为

Th, Tc, Tw。分析过程中做以下假设：1、流体一维流动；2、流体物性不随压力发生变化；

3、换热器对环境的漏热可以忽略；4、壁面的径向导热和流体内部的导热可以忽略。

图 1 逆流板式换热器

根据热流体、冷流体和壁面的能量守恒，可以建立换热器的控制方程：

 
 

 h h h h
h w h 0

kAC T TG t T T
L t x L
 

   
 

(1)
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 

 c c c c
c w c 0

kAC T TG t T T
L t x L
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   
 

(2)

     
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 

p w w ch
h w c w

Mc kAkA tT
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   
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(3)

式中 Ch, Cc为热、冷流体本地质量流量与定压比热容的乘积，(kA)h, (kA)c为换热器热、

冷流体侧热导，(Mcp)w为换热器壁面质量与其比热容的乘积。对式(1)-(3)关于 t 做傅里

叶变换，消去时间偏微分项，可得如下的常微分边值问题：

 
 h h h

h h w h
d1 1* j * * 0

2 d 2

kAC TT G T T
L x L


 
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其中 j 为虚数单位，为频率分量，含有上波浪线的变量表示原变量的傅里叶变换，“*”



表示卷积，即

        pphpfhf d
~~

j
~

j
~





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式(4)-(6)中存在系数和变量的卷积项，导致方程呈现强非线性，难以解析求解。本

文对待求变量 Th, Tc, Tw以及参数 Gh, Gc, (kA)h, (kA)c, Ch, Cc进行分解：
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其中 Gh0, Gc0分别表示 0 时刻的热、冷流体热容量流，Gh*, Gc*表示 t 时刻热容量流相对 0
时刻的变化量；(kA)h0, (kA)c0分别表示 0 时刻热、冷流体与壁面间的热导，(kA)h*, (kA)c*

表示 t 时刻两侧热导相对 0 时刻的变化量, Ch0, Cc0分别表示 0 时刻的热、冷流体热容，

Ch*, Cc*表示 t 时刻热容相对 0 时刻的变化量。Th0, Tc0, Tw0定义为满足如下定流量情形换

热器控制方程的热、冷流体及壁面温度：
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Th*, Tc*, Tw*即为实际温度与式(12)-(14)所定义温度的差值。由于 Th0, Tc0, Tw0是常系数偏

微分方程组的解，容易获得。因此，在变量与变系数相乘的非线性项中，忽略 Th*, Tc*, Tw*

与变系数的乘积（在后续迭代求解过程中通过更新非齐次项计及这一项的影响），将式

(1)-(3)变换为
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对式(15)-(17)做傅里叶变换：
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将式(20)分别代入式(18)-(19)可得
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其中 0
hf 和 0

cf 为(18), (19)两式中的非齐次项：
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式(21)为换热器热、冷流体温度的控制方程组，其非齐次项反映了两侧流体质量流

量变化对温度动态响应产生的影响。这一项中只含有 Th0、Tc0、Tw0的温度信息，容易求

得。为简明起见，定义以下参数
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式(21)中零阶项系数矩阵的两个特征值为
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对零阶项系数矩阵进行特征值分解：
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其中 Q 为特征向量矩阵，1和2的表达式为：
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基于式(25)，可以将式(21)改写为
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式(27)中的h与c称为换热器在频域下的特征值温度。

换热器热、冷流体的进出口边界条件为：

h 0 h,in c c,in,x x LT T T T      (28)

求解对式(27)-(28)组成的常微分方程边值问题，其通解为
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其中 Kh, Kc为特征值温度对方程非齐次项的特解响应，C1, C2为系数，由边界条件确定：
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其中 Qij为矩阵 Q 的第 i 行第 j 列元素。换热器冷热流体温度在频域下的表达式可以通过

式(29)得到，即
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当换热器热、冷流体的流量不变时，式(21)中的非齐次项为 0，Kh 和 Kc 亦为 0，式(31)
给出的 Th0、Tc0的频域解析解即为热、冷流体的温度。当流量变化时，由于 fh和 fc中存

在卷积项，难以得到 Kh与 Kc的解析形式，仍需数值求解。



2 频域模型求解算法

2.1 离散傅里叶变换

上文推导了考虑流量时变情况下频域上冷、热流体进、出口温度间的频域约束关系。

实际应用中，还需实现时域初边值条件(入口温度)至频域的转换及频域求解结果至时域

的转换。数值计算中，进口冷热流体温度的时域序列可以通过离散傅里叶变换转换为一

组频率已知的正弦/余弦信号之和：
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其中等式左侧分别为 h,inT


和 c,inT


的第 k 个频域分量，ti是采样时刻，角频率 ω0=2π/T, T 是

采样周期。nt为采样时刻总数，其中包含了边界条件的一段历史数据来体现 0 时刻系统

中各变量初始状态的影响[18]。数值计算中通常采用快速傅里叶变换（FFT）算法计算式

(32)和式(33)。
结合频域模型，分别求解的冷、热流体出口温度在角频率 kω0 下的各频域分量

 c,outT k


和  h,outT k
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。根据线性系统的叠加定理，采样时刻 ti的输出为
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由此得到冷、热流体出口温度在各离散采样时刻的时域值。计算中常通过快速傅里叶反

变换（IFFT）计算式(34)和式(35)。
2.2 卷积项的快速计算

上文推导得到的换热器频域控制方程中出现两个变量的卷积，导致解析求解困难，

需要数值求解。本文应用卷积定理实现卷积项的快速计算[19]。卷积定理说明：两个函

数卷积的傅里叶变换是它们傅里叶变换的乘积；同样，它们乘积的卷积是它们傅里叶变

换的卷积，即：一个域中的卷积对应另一个域中的乘积：

   ( ) j ( j )h t f t h f     ,    ( ) j ( j )h t f t h f    (36)

其中 f 和 h 为表征函数。以式(4)中热流体流量与温度梯度的卷积项为例说明具体计算过

程：首先将连续函数  0
hT 在频域和空间上离散，其次利用 IFFT 将频域两个变量的卷积项

变换为时域下两个变量的乘积，再利用 FFT 将时域的计算结果变换回频域，得到卷积项

的数值：
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其中 nx为空间离散的分段数，nf为频域下的分频数。

2.3 算法流程

上文已将频域控制方程的求解分解为初始定常参数下初边值问题和扰动参数下的

零状态响应问题，并在式(31)中给出了前者的解析解。此处对扰动参数下的零状态响应

问题进行空间离散迭代求解，以得到原问题的完整解。

对上节导出的温度扰动项控制方程进行空间差分可得：
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其中 fh和 fc为式(22)定义的非齐次项，可通过快速卷积法数值计算，其完整表达式为：

 
 

 

 
 

 

 
 

 
0

0 * 0 hwh h h 0
0 0 hh h

*
*

0 0 0h h
w h h0 0

h hh
0 * 0c wc c c

0 0
c c

*
*

0 0 0c c
w c c0 0

c c

1
2d1 *

2 d

1 1* * j
2 2,

, d1 *
2 d

1 1* * j
2 2

kAkA b G T
G LxG L G

kA CT T T
G L Gf x

f x kA b G T
xG L G

kA CT T T
G L G




 






 

 
  

 
 
 
   

   
    

    
 
 
   
 
 

 

 
  

 

 
  

       

     

 
 

         

     

 

* ** * * *
h w c wh c
0 0

ph c w
*

* * *
* * *h h h h

w h h0 0 0
h h h

* ** * * *0
h w c wh cc

0 0 0
c ph c w

*
* *

c c c
0

c

1* *
2

j

d1 1 1* * * j
2 d 2 2

1 1* *
2 2

j

d1 1*
2 d 2

kA T T kA T T

kA kA Mc

kAG T CT T T
xG G L G

kA T T kA T TkA
G L kA kA Mc

kAG T
xG

 




  

 



 

  

 

   

  

 

 

    

 
  

    

 
 

*
* * *c

w c c0 0
c c

1* * j
2

CT T T
G L G




 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

  
 


  

(41)

迭代中，Th*, Tc*, Tw*的初值设为 0。首次迭代中非齐次项如式(22)所示，只利用解析

求得的 Th0, Tc0, Tw0。后续迭代中，每次求得 Th*, Tc*, Tw*新值后，利用式(41)更新非齐次

项 fh和 fc，减少求解误差。此外，如需考虑物性随温度变化，可基于最新温度对物性进

行更新。计算并更新非齐次项后，采用高斯-赛德尔(Gauss-Seidel Iteration)迭代法对式



(38)、式(39)和式(40)求解至收敛，即得到扰动方程的解。基于上述求解过程，所提出的

换热器动态频域求解算法全流程如图 2 所示：

图 2 换热器频域动态求解算法流程

3 算例验证

3.1 算例 1：换热器进口温度与流量变化

以板式逆流换热器为例，两个流道横截面积均为 0.01 m2，壁面材料为铝，厚度、宽

度分别为 0.005m、1m，总换热长度为 10m，其中工质均为水，物性参数见表 1。
表 1 换热器及工质物性参数等

材料 铝 水

密度 ρ/(kg ∙m-3) 2710 1000
比热 cp/(J∙kg-1∙K-1) 902 4180错误!未找到引用源。

初始时，热流体入口温度 Thin = 300 K，冷流体入口温度 Tcin = 300 K，热流体流速

Uh = 2.0 m/s，冷流体流速 Uc =3.0 m/s，热侧总热导为 2.33× 105W/K，冷侧总热导为 1.61
× 105 W/K。t =0 时刻热流体入口温度突变为 310K，同时热、冷流体流速如下变化：

h

c

2.0 0.02 m/s
3.0 0.01 m/s

U t
U t

 

 
(42)

任意时刻的对流换热系数根据幂律计算 [20]：
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分别采用有限差分法和频域下动态求解方法计算 0-100s 过程中冷热流体的出口温

度。有限差分法采用迎风格式，流向离散为 10000 个单元，时间步长为 0.01 秒。频域求

解法分频段数为 500，流向分段数为 10，采样时间 1/1000。
图 3 给出了热、冷流体出口温度响应曲线和误差曲线。结果表明，频域动态模型的

计算结果与有限差分法计算结果基本趋于一致，由于热流体出口温度存在响应时间延迟，

0-6 s 中出口温度的绝对误差较大，但最大误差在± 0.3K 以内；6-100 s 中出口温度绝对

误差相对较小，在± 0.02K 以内，验证了模型的有效性。同时，频域算法求解时间为 1.68
s，而有限差分法计算时间为 13.55 s，相差约 8 倍。

图 3 入口温度突变时出口温度动态响应曲线

3.2 算例 2：换热器流体物性、进口温度与流量均变化

以板式逆流换热器为例，两个流道截面积均为 5 m2，壁面材料为铝，厚度为 0.01m，

总换热长度为 3m，其中工质为 CO2，物性参数见表 2
表 2 换热器及工质物性参数等

材料 铝 CO2

密度 ρ (kg ∙m-3) 2710 1.7973
比热 cp (J ∙kg-1 ∙K-1) 902 见式(45)

CO2比热与温度相关，其计算式为：

3 5 2

8 3 11 4

( )
3.259 1.356 10 1.502 10

2.374 10 1.056 10

p

g

C T
T T

R

T T

 

 

    

   

(45)

其中 T 单位为 K，Rg为 188.95 J/(kg ∙K)。
换热器的初始条件和相关参数为：两流体入口压力均为 1 个大气压，热流体入口温

度 Th,in = 320 K，冷流体入口温度 Tc,in = 300 K，热流体流速 Uh = 0.05m/s，冷流体流速



Uc =0.06 m/s，热侧对流换热系数为 280 W/m2/K，冷侧对流换热系数为 300 W/m2/K。此

时稳态出口温度分别为 Th,out = 314.42K，Tc,out = 304.65 K，可见此时换热器中 CO2全程均

处于亚临界状态。在 t =0 时刻，热、冷流体进口速度分别突变为 Uh = 0.08m/s，Uc = 0.04
m/s。由于声速远大于流体流速，忽略流体速度场的弛豫过程，认为全场流速突变为新值。

新的对流换热系数根据式(43)计算。

分别采用有限差分法和所提出的频域动态求解方法，计算 0-300s 过程中流体的出口

温度。有限差分法采用迎风格式，流向离散为 1000 个单元，时间步长为 0.01 s。频域算

法分频段数为 300，流向分段数为 50，采样时间为 1/600 s。
图 4 给出了计算得到的热、冷流体出口温度响应曲线。可以看出，频域算法的计算

结果与有限差分法计算结果一致，绝对误差最大不超过 0.07 K，验证了此时算法同样有

效。此外，频域算法计算时间相比有限差分法快约 5 倍：频域求解时间为 8.25 s，而有

限差分法计算时间为 42.05 s。此外，当需计算的时间段更长时，有限差分法所需时间将

随之延长，而频域算法无需时间离散，计算时间不发生明显变化。

图 4 考虑流量、物性变化下换热器出口温度动态响应曲线

3.3 算例 3：并联-串联换热器网络

考虑如图 5 所示的并联-串联换热器网络，流体 1 分为两股后分别在换热器 1、2 中

被加热，随后混合为 6，在换热器 3 中加热冷流体 12-13。板式换热器 1 长度为 10m，两

个流道高度均为 0.02m，热侧流速为 0.15 m/s，突变为 0.3m/s，冷侧流速为 0.2 m/s，突

变为 0.25m/s，板式换热器 2 长度为 10m，两个流道高度均为 0.02m，热侧流速为 0.25 m/s，
突变为 0.4m/s，冷侧流速为 0.2 m/s，突变为 0.25m/s，板式换热器 3 长度为 5m，两个流

道高度均为 0.04m，热侧流速为 0.2 m/s，突变为 0.25m/s，冷侧流速为 0.3 m/s，突变为

0.1m/s。
三个换热器的两个流道宽度均为 1 m，换热壁面厚度均为 0.01m，材料为铝。各流

体均为水，粘性系数 μ=1.31×10-6m2/s，其他物性参数见表 3。计算中各换热过程的对流

换热系数通过相应经验关联式计算[21].
表 3 物性参数表



参数 铝 水

密度 ρ/(kg ∙m-3) 2710 1000
热导率 λ/(W ∙K-1 ∙m-1) 236 0.6228
比热 cp/(J ∙kg-1 ∙K-1) 902 4180

图 5 并联-串联换热器网络

三个换热器中各流体入口温度如表 4 所示。初始时网络处于稳态，t=0 时刻各流体

流速发生突变。分别采用有限差分法和频域下动态求解方法计算 0-200 s 中冷、热流体的

出口温度。有限差分法采用迎风格式，流向离散为 1000 个单元，时间步长为 0.01s。频

域求解法分频段数为 300，流向分段数为 50，采样时间 1/600 s。
表 4 各流体入口温度表

换热器 1 2 5
热侧入口温度 350 340 --
冷测入口温度 310 310 310

图 6(a)、(b)分别给出了求得的换热网络中各换热器出口温度曲线及其误差。结果表

明频域动态模型的计算结果与有限差分法计算结果趋于一致，绝对误差最大不超过

0.07K。此时频域动态模型计算时间相比有限差分法快 1 倍左右：频域方法计算耗时 30.49
s，FDM 计算时间为 69.73 s。这是因为本文频域方法计算中未针对换热器网络结构设计

求解流程，如针对性优化求解流程还可进一步提高频域方法的计算速度。

(a) (b)

图 6 换热器网络中各流体出口温度的(a)计算结果及(b)两组结果的差



4 结 论

本文基于微分方程的时域-频域转换，提出了一种换热器动态响应的高效频域仿真算

法，并通过算例验证了算法性能，得到了以下主要结论：

(1) 对换热器中冷、热流体及壁面的能量守恒方程进行傅里叶变换，消去时间维度，导

出了边值问题形式的换热器频域控制方程；

(2) 基于温度、流量等变量的初始-扰动分解，将控制方程相应分解为常系数的初始问题

和变系数的扰动问题两部分；解析求解初始问题控制方程，并通过空间差分离散、

数值迭代求解扰动问题的控制方程，提出了换热器频域控制方程求解算法；

(3) 考察的算例表明，与时-空同时离散的有限差分法相比，本文提出的分离-迭代求解算

法可以在保证求解精度（温度偏差小于 0.3 K）的前提下降低计算时间约 1 个数量级。

总之，本文提出的换热器动态响应求解算法兼顾了求解精度与速度，可望进一步用

于复杂热系统的高效、准确动态仿真。
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摘要：本文设计出一种新型的光伏光热空气预热系统。该系统是基于光伏发电系统的基础上，在光伏

板后贴设集热器，同时在系统后加设空气流道。利用 TRNSYS 软件模拟设定烟台的气象条件和各项参

数对该系统进行性能模拟研究。通过模拟数据分析得出：该系统在一年中，太阳能综合利用效率最高

可达 33%。进一步分析系统一年的发电量，可知该系统的投资回收期为 3 年，一年的 CO2减排量为 0.29t。

该实验系统具有很好的经济性和生态效益。

关键词：光伏光热；空气预热；TRNSYS；经济性分析；生态性分析

1 引言

随着世界人口的不断增长和经济的发展，世界能源需求也随之逐渐增加。然而，传

统能源正在加速枯竭，依照目前的生产速度，全球的石油只能用到 2068 年，天然气只

能用到 2075 年。太阳能作为最常见并且丰富的清洁能源之一，近年来受到广泛关注。

根据国际能源机构（IEA）的数据，到 2050 年，二氧化碳将增加一倍以上的排放量[1]。

为实现可持续发展，改善我国能源消费结构，我国推出“双碳”政策，大力推广绿色

环保的低碳生活。推动能源消费结构转型作为“十四五”阶段中应对“双碳”挑战的重要举

措，对于工业碳减排具有显著意义[2]。

太阳能作为已知的新型能源，取之不尽用之不竭，具有高效无污染的特点，传统的

化石能源日益被新型能源所取代[3]。

目前，在实际应用中，太阳能电池只能够利用 85%的太阳光能，其中大多数转化为

热量，这些热量浪费的同时还会造成电池表面的温度升高，从而降低电池对太阳光能的

利用，甚至可能造成高温损坏。为保证单晶硅太阳能电池对太阳光能的利用效率，需降

低太阳能电池表面的温度。目前可以通过冷流体在电池背面流动吸收热量，从而提高太

阳能电池的效率。

太阳能光伏光热综合一体化系统既可以光电转换又能实现热能的利用，这种综合系
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统对能源的利用效率更高，并对环境造成污染更少。利用光伏发电系统和光热系统相结

合，使系统在发电过程中，既能保证光伏发电的效率，同时很好地利用发电过程中产生

的热量，合理使用，不会降低光伏发电效率。而光伏光热空气预热系统作为太阳能综合

利用技术的一种重要应用，通过利用光伏板、集热器以及空气预热系统联合运行，将光

伏板产生的电能与热能达到同时利用，提高对能源利用效率，从而减少对资源的浪费
[4]
。

本文通过对太阳能光伏光热预热系统的实验搭建与实验模拟，并以烟台地区春分日

为例，对系统进行实验研究。

2 材料与方法

2.1 太阳能光伏光热预热系统的结构与组成

2.1.1 光伏光热空气预热系统结构形式

PV/T 的主要部件包括：太阳能电池、盖板、气流通道 、若干铜管、保温层（由保

温棉在外部贴设），边框[5]，如图 1 所示。

图 1 PV/T 断面结构示意图

光伏光热空气预热系统是利用 PV/T 系统来对空气进行干燥的综合系统，光伏板背

面贴设集热器，同时在系统后布设一个空气流道，在系统的外围包裹保温棉，以减少热

量的损失。在系统中布置多个温度测点，具体如图 2 所示。

图 2 光伏光热太阳能干燥系统图

2.1.2 光伏光热空气预热系统安装

根据图 2 系统图进行系统安装，如图 3、图 4 所示为光伏板安装实物图。



图 3 空气预热系统正面安装图

图 4 空气预热系统背面安装图

光伏光热空气预热系统电能的收集是通过太阳能电池光电效应将太阳辐射能中的

20%左右转换成电能利用，剩下约 80%的辐射能以热能形式释放。热能损失造成能量的浪

费同时使光伏板表面温度升高，使得光伏发电的效率降低，甚至损坏光伏板。因此该部

分热能的收集尤为重要。若利用这部分热量加热空气，以实现空气干燥的目的，该系统

的能量使用效率会有明显提高。整个太阳能 PV/T 系统中的关键部件是太阳辐射能转换、

收集的部件。

光伏光热空气预热系统即是把光伏发电和光热空气系统进行结合，既保证了光伏发

电的效率，还将多余且有害的余热进行了有效的利用，是真正意义上的优化创新。

2.2 系统模型建立

为分析光伏光热空气预热系统在烟台地区气象条件下对系统空气出口温度、光伏发

电量、太阳能综合利用效率的影响，实验根据系统的特点和结构进行系统设计，并建立

相应 TRNSYS 模型。

TRNSYS 作为一个模拟软件，每个模块都可实现其特定功能，用户合理使用各模块，



输入设置参数，并对每个模块设置连接关系，即可进行模拟分析，并输出数据[6]。

利用 TRNSYS 平台建立光伏光热空气预热系统，仿真模型如下图 5所示。

图 5 光伏光热空气预热系统模型

模型的主要部件有 Type15-3，可用于读取典型气象天气数据，根据时间步长对天气

数据进行插值。模块 Type569 没有盖板且有 PV 效率修正的光伏效率修改器,Type65 和

Type25 分别为输出结果曲线和 TXT 文件。

模块 Type15-3 中创建烟台气象条件，提供烟台地区的太阳辐射量和每个季节的平均

温度，对系统进行模拟。

PV/T 集热板相对地面倾角设置为 37.5°，光伏板长宽尺寸为 1.95m * 0.99m，光伏表

面的吸收率和光伏表面发射率均为 0.9，PV 效率设为 0.2。其他参数为默认参数，如倾

斜表面辐射模为 5，无雪覆盖时的地面反射率为 0.2，有雪覆盖时的地面反射率为 0.7，
表面方位角为 0，基板电阻为 0.01，顶部和底部的通道发射率均为 0.9，通道高度为

0.0508m，参考温度为 25℃。如表 1 所示。

表 1 Type15-3 与 Type569-3 参数

Name Value Unit
File Type 3

Logical unit 30
Tilted Surface

RadiationMode
5

Ground reflectance-no snow 0.2



Ground reflectance-snow
cover

0.7

Slope of surface 37.5 Degrees
Collector Length 1.95 m
Clooector Width 0.99 m

Azimuth of surface 0 Degrees
Channel Height 0.0508 m

Reference Temperature 25.0 ℃ 

Substrate Resistance 0.01 h.m2K/kJ
Channel Emissivity-Top 0.9 Fraction

Channel Emissivity-Bottom 0.9 Fraction

风机的选取为 HF-100 型号的斜流增压管道风机，电流 0.13A，转速 2600r/min,风量为

220m3/h，噪音 31db(A)，功率 35W，频率 50HZ，电压 220V，静压 150Pa，所以风量设

置为 220 m3/h，当室外太阳辐照量大于 0 时才会出现风量。

环境温度设置为 20℃，入口温度为 20℃，区域温度玻璃背板的辐射温度同样和环

境温度取 20℃。入射辐射量与表面的辐照量相连线，入射角和光伏板的倾角通过连线给

出，具体连线如下图 6 所示。

图 6 Type15-3 和 Type569-3 的连线



2.3 系统性能评价指标

2.3.1 系统经济性分析

实验系统经济性评价使用的是投资回收期法。投资回收期也被称为投资回本的年

限。即系统运行的总收益超过系统成本总值的年数[7]。

该系统成本约为 1150 元，其中光伏板型号为 375W，按市场价 1W 约为 2 元，所以

光伏板约为 750 元；风机成本约为 200 元；支架等其他材料约为 200 元。

该系统一年的发电量如表 2，可知一年的发电量为 624.6 kW·h。系统配备有风机，

风机的功率为 35W，风机一天工作 9 小时，即风机一年的耗电量为 114.98 kW·h，该系

统一年的净发电量为 509.62 kW·h。取工业用电每度 0.8 元。最终一年的盈利为 407.7 元。

表 2 系统一年的发电量

月份 发电量/kW·h
一月 47.82
二月 52.82
三月 65.75
四月 59.20
五月 57.40
六月 49.48
七月 47.31
八月 50.62
九月 53.35
十月 53.23
十一月 44.90
十二月 42.72

系统成本约为 1150 元，系统每年的盈利为 407.7 元，利用公式 1[7]可以算出该系统

会在第三年出现整数，即累计净现金流量现值出现正值。最终该系统需三年才能回本。

年净现金流量（元）

原始投资额（元）
投资回收期  （1）

对与目前大部分光伏发电的研究对比，需要 7-8 年才能回本，鉴于本论文研究的系

统，只需三年即可回本，体现了该系统的经济性。

本系统是在光伏发电系统上进行的优化，在光伏板后设空气流道，可增加该系统的

寿命，更加提升系统的经济性。

2.3.2 系统生态效益分析

目前，由于化石燃料的燃烧，导致碳排放量严重超标，造成了全球变暖以及温室效

应等严重影响。本文将对系统进行太阳能节能减排计算方法分析[8]，分析本系统的研

究在致力于经济性的同时，是否可以兼顾对生态环境的效益。



该系统生态效益的评价标准采用一年的减排量。目前碳排放的计算方法主要有投入

产出分析法、 实测法、碳排放因子法以及混合法[9]。生态环境部发布：2022 年度全

国电网平均排放因子为 0.5703t CO2/MW·h 本系统一年的净发电量为 509.62 kW·h，由公

式 2 可得。

）能源消耗量（

）二氧化碳排放量（
二氧化碳排放因子

hkw
kg


 （2）

可得出该系统一年的 CO2减排量为 0.29t。因此体现了本研究系统的生态效益。

3 结果与分析

通过对模型进行模拟输出数据，得到室外温度、空气出口温度、发电效率、集热效

率的变化情况。由于光伏发电效率和集热效率在一年中的变化曲线过于复杂，无法直观

分析结论，因此选择分析春分（3 月 21 日）这一天的变化趋势。同时模拟输出逐日或逐

月的发电量或集热量的数值。本模型采用气象条件的太阳辐射量，如图 7 所示。

图 7 3 月 21 日一天太阳辐射量的变化

3.1 系统出口温度分析

根据模拟的结果，建立以时间为 X 轴，室外温度和空气出口温度为 Y 轴，做出一年

和某一天的变化曲线图。该天选择的是春分（3 月 21 日）这一天作为典型代表，系统模

型在模拟过程中得到的模拟值和系统实测值误差基本在允许范围内[10]，曲线图如下图

8 和图 9 所示。



图 8 一年内室外温度和空气出口温度的变化

图 9 3 月 21 日室外温度和空气出口温度的变化

通过折线图，我们可以得出结论：空气的出口温度在一年变化中，夏季达到最高点，

春季到夏季的变化过程大致为增长，夏季到冬季的变化过程大致为减少。在一天的变化

中，在中午 13 点左右达到峰值，0-13 点为增长曲线，13 点-24 点为下降曲线，其中部分

时间段略有浮动。

在一天的变化过程中，0 点到 7 点时，室外温度大于空气出口温度；8 点到 18 点时，

空气出口温度大于室外温度；19 点到 24 点时，室外温度大于空气出口温度。



3.2 系统光伏发电量分析

根据模拟结果，以时间为 X 轴，光伏发电效率为 Y 轴，绘制春分（3 月 21 日）这

一天光伏发电效率的变化的折线图。折线图如下图 10 所示。

图 10 3 月 21 日光伏发电效率的变化

由该折线图得出：3 月 21 日，由于 0 点到 7 点这一时间段的太阳辐射量为 0，所以

一时间段的发电效率均为 0；8 点到 19 点之间，发电效率稳定在 0.18-0.20 之间，12 点

到 14 点间发电效率均为 0.18，在 8 点到 19 点的区间内效率最低；20 点到 24 点间的太

阳辐射量为 0，所以发电效率均为 0。
3.3 系统太阳能综合利用效率分析

根据模拟结果，以时间为 X 轴，集热效率为 Y 轴，以春分（3 月 21 日）集热效率

变化的折线图为例，如下图 11 所示。

图 11 3 月 21 日下集热效率的变化



由该折线图得出：3 月 21 日 0 点到 7 点期间，由于太阳辐射量为 0，集热效率均为

0；8 点到 10 点，集热效率不断增加，10 点集热效率达到峰值，其值为 0.33，峰值一直

从 10 点持续到 13 点；13 点到 19 点期间，集热效率不断下降，由于 19 点时室外温度大

于空气出口温度，集热效率出现了负值；20 点到 24 点期间，由于太阳辐射量为 0，所以

集热效率均为 0。

4 结论

本文通过建立一个光伏光热空气预热系统的模型，并在 TRNSYS 软件中对其进行模

拟，给定一个典型建筑气候区：处在寒冷地区，太阳能资源丰富区的山东烟台。利用

TRNSYS 中的模块对模拟结果输出空气出口温度、室外温度、光伏发电效率及集热效率

在一年或者某一天下的变化数据，同时输出逐日光伏发电量和集热量的累计数据。通过

多组数据，本文选取其中四组数据做了折线图，得到结论如下：

（1）在空气的出口温度一年变化中，春季到夏季的温度大致保持增长趋势，夏季

达到最高，最高值可达到 39.52℃。夏季到冬季的温度大致保持下降趋势。在空气出口

温度一天变化中，0-13 点温度大致保持增长趋势，13 点达到最高温度，最高温度为

24.27℃，13 点-24 点大致保持下降趋势，其中部分时间段会略有浮动。

同时在一天的变化过程，0 点至 7 点区间段，室外温度大于空气出口温度；8 点到

18 点区间段，空气出口温度大于室外温度；19 点到 24 点区间段，室外温度大于空气出

口温度。

（2）在光伏发电效率在 3 月 21 日变化中，0 点至 7 点区间段，光伏发电效率均为

0；8 点到 19 点区间段，发电效率稳定在 0.18-0.20 之间，12 点到 14 点间发电效率区间

内达到最低效率，效率为 0.18；20 点到 24 点区间段，光伏发电效率均为 0。
在 0 点至 7 点和 20 点到 24 点区间，太阳辐射量为 0，所以光伏发电效率也为 0。

而在 8 点至 19 点太阳辐射量不为 0 的区间内，12 点至 14 点这段区间温度过高，导致光

伏发电效率降低。

（3）在集热效率在 3 月 21 日变化中，0 点到 7 点区间段，集热效率均为 0；8 点至

10 点，集热效率不断增加，10 点集热效率达到最大值，集热效率为 0.33，最大效率从

10 点持续到 13 点；13 点至 19 点，集热效率不断下降；20 点到 24 点区间段，集热效率

均为 0。
在 0 点至 7 点和 20 点到 24 点区间，太阳辐射量为 0，所以集热效率也为 0。而在 8

点到 19 点太阳辐射量不为 0 的区间内，10 点到 13 点太阳辐射量较强，集热效率达到峰

值。19 点由于室外温度大于空气出口温度，集热效率出现负值。

（4）该系统具有良好的经济性，体现在该系统的投资回收期比同类型的少，与此

同时寿命更长。该系统也具有很好的生态效益，一年的 CO2 减排量可以达到 0.29t。
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摘 要: 本文数值研究了翅片表面焊点形状对枕板通道内流动与换热特性的影响。在不同焊点形状下，

获得了通道内的速度和温度分布、换热及阻力特性，并且使用能评估摩擦系数 f 与努塞尔数 Nu 的综合

换热因子 JF 对数值分析的结果做直观判断。结果表明：与圆形焊点相比，水滴形和翼形焊点后回流区

减小，回流区换热得到改善，换热通道内的流动阻力明显减小。与圆形焊点通道相比，水滴形和翼形

焊点通道的阻力系数 f 分别降低了28.8%-34.5%和43.7%-56.1%，通道平均努塞尔数 Nu 仅分别降低了

8.0%-11.6%和13.6%-20.3%，JF 分别提升了1.0%-4.2%和1.3%-8.9%。因此，水滴形和翼形焊点可以大幅

降低流动阻力，并能提高枕板式换热器的综合性能。

关键词: 枕板；换热器; 焊点；综合性能; 数值分析

0 前言

枕板式换热器由特定波纹形状的不锈钢金属薄板，通过真空钎焊组成一组散热单

元。与传统板式换热器相比，枕板式换热器具有稳定性高、结构紧凑、重量轻和成本低

廉等优势，被广泛运用于食品、化工和材料等领域。枕板式换热器的波纹流道能够增加

流体换热面积，增强流体扰动，破坏热边界层，进而增强通道的换热。枕板式换热器的

通道高度，入流方向，焊点间的角度与间距，焊点形状等都是影响着枕板式换热器性能

的重要参数。为了探索枕板式换热器中的流动与传热特性，众多学者作了许多努力。

Shirzad等[1]通过数值模拟的方法研究探讨了几何参数对枕板式换热器换热性能的影响，

发现低Re下提高枕板通道的高度时，通道的Nu增大、f减小，换热得到增强。Eldeeb等[2]

的数值结果表明，通过改变枕板式换热器的焊点形状和通道高度等几何参数，换热通道

的Nu提高3倍时，Δp降低了30%。过度增加通道高度并不能对枕板通道的换热起到促进

作用。Arsenyeva等[3,4]的仿真结果表明，增加通道高度时，枕板式换热器传热系数降低。

并根据实验结果，建立了枕板通道Nu和f的拟合式，可用于枕板通道的初步设计。王勇等
[5]利用数值分析了不同入流方向和通道高度对枕板式换热器阻力和换热性能的影响。结

果表明，当入流方向为45度且通道高度为1mm时，枕板通道具有较好的换热性能。

Mitrovic等[6]的数值结果表明，与平板通道相比，焊点交错排列时枕板式换热器传热性能

更好。Kumar等[7,8]数值研究了几何参数对枕板式换热器通道内流动和传热特性的影响，

发现增加焊点纵向、横向间距，通道的压力损失减少，换热增强。Yao等[9]首次提出了椭

圆型焊点PPHE，文章研究椭圆焊点不同在椭圆长宽比的情况，并且分别对凹通道与凸通

道进行热力分析与优化，结果揭示凸通道在换热中占主要地位。另外椭圆型焊点长宽比

为1.4时，综合性能评价指数最大。一些研究为后面的学习奠定了基础。Piper等[10-12]通过



数值模拟再现了枕板通道的几何形状，给出了确定换热通道水力直径和横截面积等几何

参数的方程，这可用于枕板式换热器的初步设计和数值研究。Tran等[13,14]实验测量了三

种枕板式换热器的传热系数和压降值，通过实验数据获得了换热通道Nu和f的拟合式，并

给出了确定枕板通道几何参数的设计方法。为了进一步增强换热器的性能，Shirzad等[15]

将纳米流体作为传热介质，探究了枕板式换热器的换热和流动特性。结果表明，当纳米

颗粒体积浓度从2%增加到5%时，换热器通道的传热系数增加了14%-50%。Mitrovic等[16]

实验研究了枕板式换热器的传热和压降，探讨了分别使用水和油作为换热介质时枕板通

道内的单相强制对流，建立了努塞尔数和摩擦系数的拟合式。综上所述，目前国内外对

枕板式换热器的研究集中于焊点间的纵向、横向距离和通道高度等对其流动与换热的影

响，而关于焊点形状对换热影响的探讨较少。本文通过数值模拟的方法，研究了水滴形

和翼形焊点对枕板式换热器通道内流动与换热特性的影响，分析了Nu、f和JF等随Re的
变化规律，并与等面积圆形焊点对通道内换热的影响进行了对比，获得了综合性能较好

的枕板式换热器焊点形状。

1 模型建立与数值计算的方法研究

1.1 物理模型

本文所研究的枕板式换热器物理模型如图1(a)所示，枕板通道的几何参数如图1(b)
和1(c)所示。流体域长度La=373mm，通道高度tp=3mm，焊点的横向间距S1=21mm，纵向

间距S2=36mm。焊点形状为圆形、水滴形和翼形，如图1(d)所示。圆形焊点的半径R=5mm，

水滴形焊点和翼形焊点面积与圆形焊点面积相同。

图 1 模型参数，(a)示意图 (b)几何参数
Fig.1 Model parameters, (a)schematic diagram (b) geometrical parameters

1.2 控制方程及边界条件

假设流体为常物性不可压缩，流体流动处于稳态湍流发展区，忽略粘性耗散、重力

和辐射。基于以上假设，控制方程如下[17]:
( ) ( ) ( )+ 0u v w

x y z
    

 
   (1)



式中，ρ为流体的密度，u、v、w表示流体在x、y、z三个坐标方向上的速度分量。

   + t
pdiv uU div gradu -
x

  
     (2)

   + t
pdiv vU div gradv -
y

  
     (3)

   + t
pdiv wU div gradw -
z

  
     (4)

式中，μ为流体动力粘度，μt为湍流粘度。

   p tdiv c UT div gradT      (5)
式中，cp为比热容，T为温度，λ为流体的导热系数，λt为湍流导热系数。

图 2 边界条件(a), 焊点形状(b)
Fig.2 (a)Boundary conditions, (b)Shape of welding point

水力直径 dh:

h p2d t
(6)

式中，tp为通道高度。

努塞尔数Nu:
hhd

Nu



(7)

式中，h 为对流换热系数。

阻力系数 f:

a

Δh
2

2d pf =
ρu L (8)

式中，Δp 表示进出口压降，La为换热通道长度。

综合性能评价因子 JF:

   1 3
0 0

/JF = Nu / Nu / f / f (9)



Nu0 和 f0 表示圆形焊点通道的努塞尔数和阻力系数。

枕板式换热器的边界条件如下:
入口处:

     0 0cs in
h

Reu ,m uA ,v x, y,z ,w x, y,z ,T x, y,z T
d

 


    
(10)

式中，m是换热通道的质量流量，Acs为换热通道最小截面面积。

出口处:

       0 0 0 0u x, y,z = , v x, y,z = , w x, y,z = , T x, y,z =
x x x x
   
    (11)

上下翅片处:
     0 0 0 wu x, y,z ,v x, y,z ,w x, y,z ,T T    (12)

延长段固体壁面处:

       0 0 0 0u x, y,z ,v x, y,z ,w x, y,z T x, y,z =
z


  


，
(13)

对称面上：

       0 0 0 0u x, y,z = , w x, y,z = , T x, y,z = ,v x, y,z
y y y
  


   (14)

1.3 网格独立性验证

图 3 模型网格，(a)整体网格 (b)边界层网格 (c)焊点网格
Fig.3 Model grid, (a) overall grid (b)Boundary layer grid (c)welding point

本文使用Fluent Meshing软件对数值计算模型进行多面体网格划分。在网格划分过程

中，对换热通道壁面附近的网格进行加密处理。近壁面边界层的第一层网格高度需满足

y+≈1，且近壁面网格以1.2倍的增长率递增。基于压力与速度耦合的Coupled算法进行计



算，动量、湍流动能、湍流耗散率和能量方程的离散均采用二阶迎风格式。选取三套网

格数分别为161万、257万和359万的圆形焊点光通道进行网格独立性考核。如表1所示，

在Re=2000时，不同数量的网格计算得到的Nu的误差不超过0.9%，Δp的误差不超过0.8%。

综合考虑计算精度和数值求解效率，本文将采用257万左右的网格数进行数值计算。使用

的网格如图3所示。

表 1 网格独立性考核
Table 1 Grid independence assessment

模型 网格数（万） Nu 误差 ∆p(Pa) 误差

1 161 33.59 -0.7% 1594.89 0.8%

2 257 33.83 0 1581.47 0

3 359 34.15 0.9% 1578.31 -0.2%

1.4 数值方法可靠性性验证

在进行数值模拟计算之前，需要对数值模拟方法的适用性和准确性进行验证，本文

建立与文献[15]中几何模型相同的数值模型。将四种湍流模型（Standard k-ω、SST k-ω、

Realizable k-ε、RNG k-ε）得到的数值结果与文献[14]的实验数据相比较，如图4所示。通

过对比发现，采用Standard k-ω湍流模型时，数值计算结果与实验数据吻合较好，Nu间的

最大误差为6.7%，f最大误差为5.3%。

图 4 数值模拟结果与文献实验对比图，(a) Nu (b) f
Fig.4 Comparison of numerical simulation results and literature experiments, (a)Nu (b)f

2 结果与讨论

2.1 焊点形状对速度的影响

Re=9000时，不同焊点形状的枕板换热通道中间截面z=1.5mm处的速度分布云图如图

5所示。焊点形状从圆形变化到水滴形和翼形时，由于水滴形和翼形焊点的流线形设计，

使得流体绕流焊点时的分离点明显后移，焊点后回流区也明显减小。圆形焊点后回流区

最大，水滴形焊点次之，翼形焊点后的回流区最小。焊点形状不同时，通道内主流速度

分布也明显不同。由于水滴形和翼形焊点宽度相比圆形焊点减小，通道内最小流通面积

增大，主流最大速度相对圆形焊点减小。在圆形焊点通道内，主流区速度方向变化较大，

成“之”字形流动。而在水滴形和翼形焊点通道内，由于流体分离点滞后且流通截面增大，



通道内主流流动相对平缓。

图 5 不同焊点形状换热通道 z=1.5mm 截面的速度云图，(a)圆形，(b)水滴形，(c)翼形
Fig.5 Velocity on section at z=1.5 mm for different welding spot shapes, (a) round, (b) droplet, (c) wing.

2.2 焊点形状对温度的影响

Re=9000时，换热通道中间截面z=1.5mm处的温度分布云图如图6所示。三种焊点通

道内，焊点后回流区的温度较高，这是因为回流区流体与主流间流体交换差，热量难以

被流体带走，回流区温度升高，导致回流区换热较差。因为圆形焊点后回流区最大，因

此圆形焊点后温度较高的区域也最大，水滴形焊点后温度较高的区域次之，而翼形焊点

后回流区温度较高的区域则最小。对比不同焊点后回流区的温度，可以发现，圆形焊点

后回流区的温度最大，而翼形焊点后回流区的温度则最小。因此，水滴形和翼形焊点可

以有效地提高枕板的温度均匀性，减小温度应力。在三种焊点通道内，随着焊点由圆形

到翼形变化，相同截面处主流的温度逐渐降低，这说明通道内的整体换热能力减弱。

图 6 不同焊点形状换热通道 z=1.5mm 截面的温度云图，(a)圆形，(b)水滴形，(c)翼形
Fig.6 Temperature on section at z=1.5 mm for different welding spot shapes, (a) round, (b) droplet, (c) wing.

2.3 焊点形状对局部 Nu 的影响

Re=9000时，不同焊点通道上壁面的局部Nu分布云图如图7所示。在换热通道入口处，

边界层较薄，局部Nu较大，随着边界层逐渐发展，局部Nu降低。流体换热主要在换热通

道主流区进行，在枕板式换热器的热交换中起主要作用。从图中还可看出，在焊点前区

域，流体改变流动方向且速度较大，局部Nu也相对较大，而在焊点后回流区的换热较差，

局部Nu最小。焊点形状从圆形变化到水滴和翼形时，回流区逐渐减小，焊点后回流区Nu
较小的区域也逐渐减小。主流区速度较大，因而主流区的Nu也较大。由于水滴形和翼形

通道内主流速度要小于圆形焊点通道，因此，水滴形和翼形通道内主流区的Nu要小于圆

形焊点通道，且翼形通道内主流区的Nu明显最小。



图 7 焊点形状对局部 Nu 的影响，(a)圆形，(b)水滴形，(c)翼形
Fig.7 Influence of the welding spot shape on the local Nu, (a) round, (b) droplet, (c) wing.

2.4 焊点形状对平均 Nu 的影响

不同焊点形状的换热通道的平均 Nu 随 Re 的变化曲线如图 8 所示。随着 Re 的增大，

枕板通道的平均 Nu 不断提高。在总体换热中主流区的换热占主要地位，即使翼型与水

滴型的回流区换热表现比圆形焊点通道更好也不能弥补主流区换热的劣势。与圆形焊点

相比，水滴形和翼形焊点通道内流体与换热壁面的热交换不充分，使得其换热通道的平

均 Nu 较小。从图中还可看出，Re 较小时，换热通道的平均 Nu 差别较小；而随着 Re 的

增大，平均 Nu 的差异逐渐增大。在雷诺数 Re=2000-10000 的范围内，圆形焊点换热通

道的平均 Nu 较大，最大可达到 114.8；水滴形焊点次之，平均 Nu 可达到 103.8；翼形焊

点换热通道的平均 Nu 最小，可达到 94.9。相同 Re 下，与圆形焊点相比，水滴形和翼形

焊点换热通道的平均 Nu 分别减小了 8.0%-11.6%和 13.6%-20.3%。其中，翼形焊点换热

通道的平均 Nu 最小，比水滴形焊点通道的平均 Nu 低 6.1%-9.9%。

图 8 焊点形状变化对 Nu 的影响图
Fig.8 Effect of shape change of welding spot on Nu

2.5 焊点形状对 f 的影响

换热通道的 f 随 Re 变化曲线如图9所示，焊点形状变化对通道内流体流动影响明显，

对 f 影响较大。Re 从2000增加至10000时，三种焊点通道的 f 均随着 Re 的增加而减小。



低 Re 下，通道的 f 变化幅度较大，随着 Re 的提高，f 变化幅度减小。焊点形状不同时，

换热通道的 f 相差较大，圆形焊点换热通道的 f 最大；水滴形焊点换热通道的 f 次之，翼

形焊点换热通道的 f 最小。圆形与翼形焊点通道的 f 差异最大。任一 Re 下，焊点形状由

圆形变为水滴形及翼形时，由于翼形和水滴形焊点的流线形设计能缓解流动冲击，且焊

点附近通道宽，使得换热通道内流动阻力减小。Re=2000-10000时，与圆形焊点相比，水

滴形焊点通道内 f 降低28.8%-34.5%。相比于圆形和水滴形焊点，翼形焊点通道内 f 分别

减小43.7%-56.1%和21.0%-32.9%。

图9 焊点形状变化对f的影响图
Fig.9 Effect of shape change of welding spot on f

2.6 焊点形状对 JF 的影响

图 10 焊点形状变化对 JF 的影响图
Fig.10 Effect of shape change of welding spot on JF

综合考虑Nu和f的影响，本文选取等泵功评价准则作为评价标准，描述焊点形状对通

道的强化传热效果。图10所示为焊点形状不同时，换热通道JF随Re变化曲线。与圆形焊

点相比，水滴形和翼形焊点枕板通道的JF均大于1，这是因为水滴形及翼形焊点枕板通



道的f相比圆形焊点减小幅度较大。当Re＜4000时，枕板通道的JF随Re的增大而降低；而

当Re＞4000时，随着Re的增大，JF不断提高。Re=2000-10000范围内，水滴形和翼形焊

点换热通道的JF分别增大1.0%-4.2%和1.3%-8.9%。低Re下，各焊点的JF差异较小；随着

Re的提高，JF相差较大。翼形焊点换热通道的JF大于水滴形焊点，JF增大约0.5%-4.7%，

翼形焊点枕板通道的综合换热性能较好。

3 结论

本文在Re=2000~10000范围内，数值分析了圆形、水滴形和翼形焊点对枕板式换热

器传热和流动特性的影响。主要结论如下:
(1) 在保持焊点面积一致，焊点形状从圆形变化到水滴形和翼形时，由于水滴形和翼形

焊点的流线设计，使得流体绕流焊点时的分离点明显后移，焊点后回流区减小，流

动阻力大幅下降。与圆形焊点相比，水滴形和翼形焊点通道内的流动阻力分别减小

28.8%-34.5%和43.7%-56.1%。

(2) 因水滴形和翼形焊点的流线设计，通道内最小流通面积相比圆形焊点通道增大，主

流速度减小且流动相对平缓，主流区换热减弱但回流区换热得到改善。水滴形和翼

形焊点通道内平均Nu与圆形焊点相比，仅分别减小了8.0%-11.6%和13.6%-20.3%。

(3) 水滴形和翼形焊点可提高枕板式换热器的综合换热性能。与圆形焊点相比，综合性

能因子JF分别增大1.0%-4.2%和1.3%-8.9%。
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摘要：电流体喷印是近年来迅速发展的微纳液滴增材制造技术，在微纳 3D 打印、新能源利用等领域具

有广泛应用。然而，由于较难从实验中对溶液喷射行为开展分析，溶液喷射机理仍不甚明确。本文使用

数值模拟方法，对电喷印中常见的锥射流形成及喷射过程开展研究，通过分析施加电压和溶液电导率

对带电溶液锥射流形成及喷射行为的影响，揭示各参数对锥射流模式下电喷印过程及产物的作用规律，

为高精度电喷印技术的进一步发展提供重要理论基础。

关键词：电流体喷印，泰勒锥，锥射流，施加电压，溶液电导率

0 前言

电流体喷印[1-2]是近年来迅速发展的一种基于电流体动力学的高频微纳液滴增材制

造技术。该技术利用强电场诱导喷嘴处的带电溶液形成泰勒锥射流并在喷印基板上沉积

产生微纳尺度液滴，具有分辨率高（<50 nm）、兼容性好（墨水粘度范围：1-10000 cps）
等特点，近年来在微纳 3D 打印、柔性电子制造、新能源利用等领域已显现出独特优势
[3-6]（图 1）。电喷印技术的一种常见应用方法是使用直流连续电压诱导喷嘴处的聚合物溶

液形成泰勒锥并产生锥射流，利用该模式产生微纳尺度液滴或液线，在基板上精确沉积

喷印产物完成三维微纳喷印制造(图 2)。然而，锥射流模式稳定喷印工艺窗口较小，当各

参数配合不当或超出一定范围时容易出现杂乱液滴等不稳定喷射现象，对喷印的精度与

准确性有极大影响。

图 1 电流体喷印技术在工程各领域的应用

1Fig.1 The applications of electrohydrodynamic printing

基金项目：高精度电流体喷印原理与异质结构性能调控 (2021YFB3200701)
基于射流稳定喷射与微液面有序振荡的高频电流体按需喷印过程研究 (51906073)
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图 2 电流体喷印锥射流形成及喷射过程示意图

Fig.2 The schematics of cone-jet formation and injection process of electrohydrodynamic printing

为了弄清电喷印锥射流模式高频喷射复杂多样性的机理及控制方法，研究者们开展

了众多关于喷印工艺参数对锥射流喷印过程与产物作用规律的研究。早期关于锥射流的

研究主要使用理论与实验相结合的方法[7-14]。de la Mora 和 Loscertales[7]实验研究了较大

电导率溶液在电场作用下的喷射过程，获得了溶液喷射时产生电流的大小与供液流量及

溶液属性参数间的标度律ܫ= ߛܳ)(ߝ݂) 。ଵ/ଶ，并对此标度律进行了理论分析与解释(ߝ/ܭ

Gañán-Calvo 等人[8]对锥射流喷射过程中电流大小及生成液滴体积进行了理论及实验研

究，最终获得了电流大小及生成液滴体积与供液流量及溶液属性参数间的标度律。

Hartman 等人[9]考察了锥射流模式下的射流断裂过程，获得了曲张模式及鞭动模式下生

成液滴尺寸与供液流量的关系，发现了生成液滴直径与射流直径间 ௗ݀ = 1.89 ௝݀的标度律。

杨建军等人[11]探究了施加电压和喷嘴入口压力对乙醇溶液电喷印过程的影响，获得了包

括锥射流和多股射流在内的不同喷印模式转换时的特征电压和特征入口压力。Wang 等

人[12-13]实验研究了锥射流模式下的电喷印过程，揭示了施加电压、供液流量、溶液属性

等参数对射流直径、生成液滴尺寸和泰勒锥形态的作用规律。Rubio 等人[14]对低电导率

乙醇溶液的锥射流喷射过程进行了实验研究，精确获得了第一颗生成液滴所带电荷量并

对其进行了机理解释。

随着近年来数值模拟技术在工程各领域的广泛应用，研究者们开始使用模拟仿真方

法对电喷印锥射流模式下的溶液喷射过程开展研究[15-22]。Collins 等人[15]使用有限元法结

合漏电介质模型，对有限导电液体在电场作用下的泰勒锥形成、射流产生与液滴生成过

程进行了模拟研究，获得了溶液参数与射流尖端生成液滴尺寸的关系。Wei 等人[16]使用

OpenFOAM 建立了电喷印流电耦合数值模型，考察了施加电压和供液流量对生成液滴尺

寸及溶液喷射时产生电流大小的影响。Gañán-Calvo 等人[17]对低电导率 1-辛醇溶液在电

场作用下的泰勒锥形成、喷射及断裂形成微液滴的过程进行了模拟研究，发现了第一个

生成液滴的尺寸与所带电荷的通用标度律。王军锋等人[18]模拟研究了施加电压、溶液流

量等参数对锥射流形成、喷射及断裂行为的影响，并直观展现了泰勒锥内的涡流形态。

Dastourani 等人[20-21]模拟研究了锥射流模式下的电喷印过程，分析了施加电压、溶液流
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量和环境压力等因素对喷印过程及产物的作用规律。Guan 等人[22]对连续电压下的高频

脉冲锥射流喷印过程进行了详细的模拟研究，分析并解释了电压大小、喷嘴高度和溶液

表面张力对喷印过程和产物的影响。

尽管近年来关于电喷印锥射流模式的研究取得了令人瞩目的进展，但受到电喷印过

程微纳尺度、高速变化、影响因素众多等特性的限制，实验研究具有一定局限性，现阶

段关于电喷印锥射流模式下射流形成及喷射过程的研究仅揭示了部分参数对电流大小、

射流直径、生成液滴体积的影响，缺乏对喷射过程中溶液整体形态变化的分析，对锥射

流模式过程及产物的精确控制造成了巨大阻碍。为此，本文使用数值模拟方法，对电喷

印锥射流形成及喷射过程开展研究，通过使用模拟结果中溶液喷射关键时刻的整体形态、

环境电压分布与表面电荷密度等信息，深入分析施加电压和溶液电导率对带电溶液锥射

流形成及喷射行为的影响，最终揭示施加电压和溶液电导率对锥射流模式下喷印过程及

生成液滴的作用规律，为高精度电喷印技术的进一步发展提供关键理论基础。

1 数值模拟方法

1.1 控制方程

本文使用开源程序 OpenFOAM 对直流电压下电流体喷印锥射流形成及喷射过程开

展模拟研究，该过程的控制方程由以下质量守恒方程和动量守恒方程构成：

ߘ ∙ ࢁ = 0 (1.1)

డ(ఘࢁ)

డ௧
+ ߘ ∙ (ࢁࢁߩ) = +݌ߘ− ߘ ∙ ࢁߘ]ߤ + [்(ࢁߘ) + ࢍߩ + ࢚࢙ࡲ + ࢋ࢙ࡲ (1.2)

其中，ࢁ是溶液速度，ߩ是溶液密度，݌是溶液压力，ߤ是溶液运动粘度，ࢍ是重力加速度，

ࢋ࢙ࡲ和࢚࢙ࡲ 分别为溶液受到的表面张力和电场力。由于电喷印过程流体处于微纳级别，表

面张力对锥射流形成过程至关重要，本研究采用连续表面张力（Continuum Surface Force，
CSF）法计算表面张力࢚࢙ࡲ，由下式计算得到[23]:

࢚࢙ࡲ = ࢔ߢߛ (1.3)
其中，ߛ是溶液气液界面处的表面张力系数，ߢ是气液交界面的平均曲率，࢔是界面处的

单位法向量。等式(1.1)、(1.2)采用了欧拉隐式方法进行时间积分，对流项采用线性迎风

方法处理，速度与压力的耦合采用 PIMPLE 算法，该算法是 SIMPLE 算法（压力耦合方

程的半隐式方法）和 PISO 算法（压力隐式算子分割方法）的结合，常用于处理非稳态过

程。动量守恒方程(1.2)中，电场力ࢋ࢙ࡲ 使用漏电介质模型计算麦克斯韦应力张量的散度 ࡹ࣎

得到[24-25]：

ࢋ࢙ࡲ = ߘ ∙ ࡹ࣎ = −ࡱ௘ߩ
ଵ

ଶ
ࡱ ∙ ߝߘࡱ (1.4)

其中ࡱ为电场，ߩ௘为溶液电荷密度，ߝ是溶液介电常数。方程右边第一项表示电场与自由

电荷间的库仑力，第二项为极化应力，作用于气液界面法线方向。溶液外部的电场分布

可由电势ߔ的梯度计算得到：

ࡱ = ߔߘ− (1.5)
根据高斯定律，溶液气液界面电荷密度ߩ௘与溶液介电常数ߝ之间的关系可由下式表示：
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ߘ ∙ (ࡱߝ) = ௘ߩ (1.6)
控制ߩ௘的电荷守恒方程可以描述为：

డఘ೐

డ௧
+ ߘ ∙ (ࢁ௘ߩ) = ߘ ∙ (ߔߘܭ) (1.7)

其中ܭ为溶液电导率，等式（1.7）左边的第二项来自电荷对流引起的与电荷通量垂直的

单位面积上的电流，等式右边的项来自电荷传导。

本文采用流体体积（Volume-of-Fluid，VOF）法对电喷印过程中的溶液气液界面进行追

踪，定义了一个液体体积分数(ݐ,ݔ)ߙ表示网格中液体的相分数，该值在[0,1]之间变化，0
表示网格内全为气体，1 表示表示网格内全为液体，当该值介于 0-1 之间则表示网格中

含有气液界面，因此，该体积分数函数ߙ可定义为[26-27]：

(ݐ,ݔ)ߙ = ൞

= 1 充满液体

0 < α < 1                           气液界面

= 0 充满气体

(1.8)

式（1.3）中溶液气液界面处的平均曲率和单位法向量可由流体体积函数ߙ求得：

=ߢ ߘ− ∙ ࢔ (1.9)

࢔ =
ఇఈ

|ఇఈ|
(1.10)

1.2 数值模型验证

为了验证所用数值模型的准确性，本文对文献[28]中的电喷印锥射流形成及喷射过程

进行了数值模拟，并与文献 [28]中的结果进行了对比。该喷印过程使用的喷嘴内径

4500V，溶液流量=ߔ௢=500µm，喷嘴距离基板高度H=10mm，电压大小ܦ௜=350µm，外径ܦ

ܳ=5×10-9m3/s，所用溶液为庚烷，其物性参数如表 1 所示。模型所用数值计算域如图 3(a)
所示，其宽度为 7mm，高度为 11mm，在流体经过的区域，网格进行了适当加密，最小

网格尺寸为 10μm。电喷印过程如图 3(b)所示，其中上排为文献[28]中的结果，下排为本研

究所得模拟结果。初始状态下，喷印溶液充满喷嘴，并未延伸到喷嘴外部。在喷嘴处施

加电压后，喷嘴内溶液会在电场力的作用下在喷嘴处逐渐积累并形成泰勒锥，随着电荷

在泰勒锥表面不断积累，电场力最终突破溶液表面张力的作用，诱导泰勒锥尖端形成射

流并不断向下延伸。射流喷射过程中，射流尖端因瑞利不稳定现象断裂形成微液滴。射

流持续一段时间后开始回缩，微液滴断裂位置也逐渐向上移动，直到射流在电场力作用

下重新向下延伸，喷印过程进入下一个周期。由图可知，模拟结果与实验结果取得了较

好的一致，展现了数值模型的准确性。

表 1 模型验证算例溶液物性参数

Table 1 Properties used for the model validation case

流体
࢓)ࣆ ࢇࡼ

· )࢙
rࢿ ࢓/ࡿ)ࡷ ) ࢓/ࡺ)ࢽ )

ࢍ࢑)࣋

࢓/ ૜)

庚烷 0.390 1.9 5×10-6 0.021 685.0
大气 0.012 1.0 1×10-15 -- 1.225



5

图 3 （a）数值模拟计算域及网格；（b）电喷印过程对比图：（上排）文献
[28]
中的结果;（下排）本研

究的模拟结果

Fig.3 (a) The numerical domain for the present study and (b) the comparison of the (top) numerical and

(bottom) experimental results[28]

2 结果与讨论

电喷印锥射流的形成和喷射过程受到众多参数影响，其中包括工艺参数（施加电压、

喷嘴高度、供液流量等）、溶液物性参数（粘度、电导率、密度、表面张力系数）等，本

研究选取对射流的形成和喷射过程具有关键作用的施加电压及溶液电导率，探究其对射

流整体喷射过程及生成液滴尺寸的影响。研究所使用的溶液与模型验证算例保持一致，

溶液物性参数如表 1 所示。

2.1 施加电压对射流形成及喷射过程的影响

电喷印锥射流形成及其喷射过程中最重要的工艺参数是施加电压，其主要影响环境

中电场的强度与分布，进而影响溶液所受电场力的大小，并最终影响溶液喷射时的形态

及生成液滴的体积。

本研究首先考察了施加电压4000=ߔV~ 6000V 时的喷射过程。图 4 展示了施加电压

4000V、5000V=ߔ 和 6000V 时一个周期的喷射过程，图 5 展示的是施加电压4000=ߔV、

5000V 和 6000V 时溶液喷射初始时刻（t=0.2ms）时喷嘴附近的电场分布和溶液表面电荷

密度。当施加电压为 4000V 时（图 4a），由于施加电压较小，喷嘴附近的电场较弱，溶

液喷射初始时刻表面电荷密度较小（图 5a），导致溶液受到向下拉伸的电场力不足，此

时溶液受表面张力的影响较大，射流无法持续形成，喷射过程为微滴落（Microdripping）
模式，喷印周期约为 t=5.0ms。当施加电压增加至 5000V 时（图 4b），随着施加电压的增

加，喷嘴附近的电场增强，溶液喷射初始时刻（t=0.2ms）的表面电荷密度较 4000V 时有

所增加（图 5b），溶液受到向下拉伸的电场力增加。溶液喷射初始阶段（t=0~1.4ms），射

流尖端受到溶液初始条件的影响生成一颗较大的液滴及若干颗较小的卫星液滴，但后续

过程（t=1.7~2.2ms）中的生成微液滴体积较为一致，射流断裂位置也较为一致，射流长
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度较 4000V 明显增加，喷射过程变为锥射流（Cone-jet）模式，喷印周期约为 t=2.6ms。

图 4 不同施加电压下的电喷印锥射流形成及喷射过程：（a）4000=ߔV，（b）5000=ߔV，（c）6000=ߔV

Fig.4 The electrohydrodynamic printing process at different applied voltages:(a) Φ=4000V, (b)Φ=5000V,

(c)Φ=6000V

当施加电压进一步增加至 6000V 时（图 4c），随着施加电压的继续升高，喷嘴附近

的电场继续增强，溶液喷射初始时刻（t=0.2ms）的表面电荷密度较 5000V 时进一步增加

（图 5c），溶液受到向下拉伸的电场力增强。溶液喷射初始阶段（t=0~0.9ms），射流尖端

同样生成一颗较大的液滴及若干颗较小的卫星液滴，但受到过大电场力的影响，射流直

径较 5000V 时减小，射流稳定性减弱，导致后续过程（t=1.3~2.2ms）中生成液滴体积的

一致性降低，射流断裂位置也变化较大，喷射过程为锥射流模式，喷印周期约为 t=2.4ms。
研究发现，仅当施加电压4500=ߔV~5500V 时，喷射过程为较稳定的锥射流模式。图

6 展示了施加电压4500=ߔV~5500V 时生成液滴直径随生成液滴个数的变化以及生成液

滴平均直径随射流平均直径的变化。由图可知，随着施加电压从 4500V 增加到 5500V，

生成液滴直径逐渐减小，从 4500V 的 0.160mm 减小到 5500V 的 0.099mm（图 6b）。不

仅如此，随着施加电压的增加，射流平均直径逐渐减小，从 4500V 的 0.083mm 减小到

5500V 的 0.052mm。射流直径的减小导致射流不稳定性的增加，生成液滴直径的一致性

逐渐降低，证实了射流及液滴生成的稳定性随施加电压的增加而逐渐减弱的特性（图 6a）。
值得一提的是，生成液滴的平均直径 ௗ݀随射流平均直径 ௝݀的增加基本呈线性变化，表现
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出的标度律 ௗ݀ = 1.96 ௝݀（图 6b），与理论研究中的标度律 ௗ݀ = 1.89 ௝݀较为相符[9]。

图 5 不同施加电压下 t=0.2ms 时的电压分布和表面电荷分布:（a）4000=ߔV，（b）5000=ߔV，（c）

6000V=ߔ

Fig.5 Voltage and surface charge distribution at t=0.2ms for different applied voltages: (a) =4000V, (b)=5000V,

(c)=6000V

图 6 不同施加电压（4500=ߔV~5500V）下（a）生成液滴直径随生成液滴个数的变化；（b)生成液滴平

均直径随射流平均直径的变化

Fig.6 (a) Variation of generated droplet diameter with the number of generated droplets at different applied

voltages (Φ=4500V~5500V); (b) Variation of average droplet diameter with the average diameter of the jet

2.2 溶液电导率对射流形成及喷射过程的影响

电喷印锥射流形成及喷射过程中另一个重要参数是溶液电导率，溶液电导率主要影

响施加电压后溶液内部电荷的响应和传导能力，进而影响溶液喷射时的形态及生成液滴

的体积。



8

本研究考察了溶液电导率 K=1×10-6S/m~ 1×10-4S/m 时的喷射过程，此部分研究施加

电压保持在 4500V。图 7 展示了溶液电导率 K=1×10-6S/m、1×10-5S/m 和 1×10-4S/m 时的

喷射过程，图 8 展示的是溶液电导率 K=1×10-6S/m、1×10-5S/m 和 1×10-4S/m 时溶液喷射

初始时刻（t=0.2ms）时喷嘴附近的电场分布和溶液表面电荷密度。当溶液电导率 K=1×10-

6S/m 时（图 7a），由于溶液电导率较小，溶液内部自由电荷的传导能力较弱，电场施加

后内部电荷传导速度较慢，导致溶液喷射初始时刻表面电荷密度较小（图 8a），溶液受

到电场力的作用较小，溶液射流产生和断裂过程较慢。随着时间的推移，射流逐渐稳定

形成，生成液滴直径变得较为一致，喷印呈现出锥射流模式，喷印周期约为 t=6.0ms。

图 7 不同电导率下的电喷印过程图：（a）K=1×10-6
S/m，（b）K=1×10-5

S/m，（c）K=1×10-4
S/m

Fig.7 The electrohydrodynamic printing process at different conductivities: (a) K=1×10-6S/m, (b) K=1×10-

5S/m, (c) K=1×10-4S/m

当 K=1×10-5S/m 时（图 7b），由于电导率的增加，溶液内部电荷的响应和传导速度

加快，溶液喷射初始时刻表面电荷密度较 K=1×10-6S/m 有所增加（图 8b），但两者区别

并不大，K=1×10-5S/m 时的喷射过程与 K=1×10-6S/m 时较为相似，喷印呈现出锥射流模

式，喷印周期约为 t=5.8ms。当 K=1×10-4S/m 时（图 7c），由于电导率显著增加，溶液内

部自由电荷的传导速度急剧加快，自由电荷在喷射初始时刻即可在溶液气液界面处均匀

分布（图 8c），导致溶液表面受到的电场力更均匀，射流受到均匀电场力的作用后喷射

更加稳定，射流断裂后以液线而非液滴的形式存在，且喷射过程一直持续，并未呈现出
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明显的喷射周期。

图 8 不同电导率下 t=0.2ms 时的电压分布和表面电荷分布：（a）K=1×10-6
S/m，（b）K=1×10-5

S/m，（c）

K=1×10-4
S/m

Fig.8 Voltage and surface charge distribution at t=0.2ms for different conductivities: (a) K=1×10-6S/m, (b)

K=1×10-5S/m, (c) K=1×10-4S/m

图 9 不同溶液电导率（K=1×10-6
S/m~1×10-5

S/m）下（a）生成液滴直径随生成液滴个数的变化；（b）

生成液滴平均直径随射流平均直径的变化

Fig.9 (a) Variation of generated droplet diameter with the number of generated droplets at different

conductivities (K=1×10-6S/m~1×10-5S/m); (b) Variation of average droplet diameter with the average diameter

of the jet

研究发现，仅当溶液电导率 K=1×10-6S/m~ 1×10-5S/m 时，喷射过程为能较稳定产生

离散液滴的锥射流模式。图 9 展示了溶液电导率 K=1×10-6S/m~1×10-5S/m 时生成液滴直

径随生成液滴个数的变化以及生成液滴平均直径随射流平均直径的变化。由图可知，随

着溶液电导率从 K=1×10-6S/m 变化为 1×10-5S/m，生成液滴直径略有减小（图 9b），从

K=1×10-6S/m 的 0.171mm 减小到 K= 1×10-5S/m 的 0.148mm。不仅如此，随着溶液电导率
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的增加，射流平均直径也略有减小，从 K=1×10-6S/m 的 0.089mm 减小到 K= 1×10-5S/m 的

0.078mm。但与施加电压增加时射流不稳定性的增加有所不同，溶液电导率的增加使溶

液内部自由电荷传导速率增加，反而增强了射流的稳定性，生成液滴直径的一致性逐渐

升高（图 9a）。另外，生成液滴的平均直径 ௗ݀随射流平均直径 ௝݀的增加呈线性变化，表现

出 ௗ݀ = 1.91 ௝݀的标度律（图 9b），同样与理论研究中 ௗ݀ = 1.89 ௝݀的标度律较为相符[9]。

3 结 论

本文使用开源程序 OpenFOAM 对不同施加电压及溶液电导率下的电流体喷印锥射

流形成及喷射过程开展模拟研究，数值模型使用有限体积法对控制方程进行离散，利用

VOF 算法对溶液气液界面进行追踪，利用 CSF 模型计算溶液气液界面处的表面张力，

溶液受到的电场力则由漏电介质模型描述。模型建立后，使用文献[28]中的结果对模型进

行验证，证实了数值模型的准确性。

随后，本文使用该数值模型探究了不同施加电压（4000=ߔV~6000V）及溶液电导率

（K=1×10-6S/m~1×10-4S/m）对锥射流喷射过程及生成液滴尺寸的作用规律。研究发现：

当施加电压从 4000V 增加到 6000V 时，喷嘴附近的电场增强，溶液喷射初始时刻的表面

电荷密度增加，溶液喷射模式由微滴落变为锥射流模式，喷印周期缩短。当施加电压

4500V~5500V=ߔ 时，喷射过程总体上为较稳定的锥射流模式，随着施加电压的增加，生

成液滴直径逐渐减小，射流平均直径逐渐减小，生成液滴直径的一致性逐渐降低，生成

液滴的平均直径 ௗ݀与射流平均直径 ௝݀表现出 ௗ݀ = 1.96 ௝݀的标度律。当溶液电导率从

1×10-6S/m增加到 1×10-4S/m时，溶液内部自由电荷的传导能力逐渐增强，射流直径变小，

溶液从有周期的锥射流模式变为连续喷射的锥射流模式。当溶液电导率 K=1×10-

6S/m~1×10-5S/m 时，喷射过程为能较稳定产生离散液滴的锥射流模式，随着溶液电导率

的增加，生成液滴直径逐渐减小，射流平均直径逐渐减小，生成液滴直径的一致性逐渐

升高，生成液滴的平均直径 ௗ݀与射流平均直径 ௝݀表现出 ௗ݀ = 1.91 ௝݀的标度律。
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摘要：针对红外测温传感器因环境温度过高而导致传感器的烧毁问题，本文设计制备了一种以低沸点

丙酮为工质的同心环形热管（CAHP）用于红外传感器的热防护。提出了一种用于预测同心环形热管启

动特性的数值模型，通过实验验证了该模型在时间和温度上的误差为 5.26%和 1.31%。通过实验，详细

研究了加热功率和倾斜角度对于热管温度分布和传热特性的影响。结果表明，同心热管的传热能力随

加热功率增大，呈现出的趋势为先增后减。加热功率为 13W 时，热管的轴向温差的最小值为 0.03K，

热阻为 0.62W/K。同心环形热管的传热能力随倾角增大，呈现出的趋势为先减后增。20°倾角状态下，

同心环形热管的最大轴向温差为 8.53K，热阻为 0.74W/K。

关键词： 红外传感器；同心环形热管；加热功率；倾斜角度；热防护

0 前言
涡轮盘作为航空发动机中的一个重要部件，其工作状态对航空发动机工作运行有

着极为重要的影响。温度作为衡量涡轮盘的一项重要参数，温度测量的准确度高低，测

量速度快慢，对于判断涡轮盘的状态同样有着极为重要的意义。红外测温技术以其灵敏

性高、结构简单、便于安装操作等特点，近年来已被广泛应用于航空飞机发动重要零部

件的温度检测（常见红外测温传感器工作温度为 0~60℃）。由于航空发动机结构复杂，

内部热环境同时存在着辐射、对流、热传导的传热方式（常见的涡轮盘腔内的环境温度

约为 500~600 K）。使用红外测温传感器进行温度测量时，传感器在高温环境下将被烧

毁，因此需要设计对应的热防护结构对传感器进行热防护。现有的对于传感器的热防护

方式多为强制对流散热或者流体填充散热，这些方式存在着操作复杂，体积较大、散热

量低等缺点。

热管作为一种高效的导热元件，其在电子元器件的散热、防热方面得到了十分广

泛的应用。按照热管的形式可将热管分为传统热管、重力热管、平板热管、环路热管、

微型热管、分离式热管、环形热管等。同心环形热管（CAHP）作为众多种类热管中的

一种，其工作原理同普通的基本热管基本相同，但其结构上的改变使得它具有一些新的

特点，如：等温性良好，功率传输特性优异，传热极限较高等。目前，CAHP 已被用于

废热回收、太阳能利用[1,2]、半导体生长和温度标定等方面[3,5]。红外传感器在工作时需

保证其所处的环境温度低于 60℃，这要求热防护装置可为其提供温度稳定的均温空间，

综合传感器的结构特点及不同类型热管的结构形式，同心环形热管所独具的圆柱形内腔

结构使得传感器的热管型热防护成为可能。

在实验研究方面，Faghri[6]以铜为热管的管壳材料，水为热管传热工质，轴向槽道

为吸液芯制备了同心环形热管。他将具有相同结构的传统热管和同心环形热管的热性能

进行比较。研究发现同心环形热管单位长度的热容远大于传统热管，同心环形热管的稳

定运行极限为 1300W。而传统热管在 700W 加热功率下就发生了干涸现象。Boo[7]同样



以铜为热管的管壳材料，水为和热管的传热工质制造了同心环形热管。他研究中的吸液

芯是不锈钢式的双层丝网结构，吸液芯仅仅烧结在外管道的内表面。Vijra[8]以 SS304 不

锈钢为热管的管壳材料，水为热管的传热工质，单层 60 目的 3302 不锈钢粉末为吸液芯

制造了同心环形热管。赵洁等[9]设计并制造了一种同心环形高温热管（CAHTHP）。同

心环形高温热管的管壳材料为不锈钢，工质介质为液态钠。该项研究中热管的吸液芯为

三层 400 目的金属丝网，吸液芯同时烧结在小直径管道的外壁面和大直径管道的内壁

面。她通过实验研究了同心环形高温热管在-90°~90°倾斜角度下的启动特性和传热特

性。Mustar[10-11]提出了一种用于湿陶瓷浆料的干燥的同心环形热管，这种热管的管壳材

料和传热工质分别为不锈钢 SS316和水。该研究中热管采用的吸液芯结构为双层不锈钢

丝网，200 目每英寸。值得注意的是，该项研究中热管的吸液芯仅烧结在大直径管道的

内表面。

从上述结果来看，现有的关于同心环形热管的研究主要集中在管壳材料、热管工质

和吸液芯种类及形式对于同心环形热管传热性能的影响，对于同心环形热管的启动特性

研究相对较少，且未有关于加热功率和倾斜角度对于同心环形热管传热特性的系统性研

究。因此，本文提出了基于集总热容法的同心环形热管启动特性分析模型，给出同心环

形热管不同部分热容的计算方法，并通过实验验证该模型在时间和温度上准确性。此外，

搭建了同心环形热管传热特性实验平台。通过实验，详细研究了加热功率和倾斜角度对

于同心环形热管温度分布及传热特性的影响。本研究为电子设备在高温环境下的热防护

提供了一种新的思路。

1 实验系统

1.1 同心环形热管设计

该种形式的热管的轴向剖视图如图 1 所示。常见的红外传感器的外径一般为 10mm。

因此，同心环形热管的内径也设定为该值。为保证热防护装置的小型化特点并减少对涡

轮盘腔内其他部件的影响，设定热管的外径设定为 16mm。同比水及其甲醇等工质，丙

酮的沸点更低(常压环境下 56℃)。考虑到工质与管壳材料的相容性及环保性等特点，管

壳材料选用 302 不锈钢。

图1 同心环形热管轴向剖视图

Fig.1 Axial Sectional View of Concentric Annular Heat Pipe



热管常见的吸液芯型式主要为丝网型、沟槽型式和金属粉末烧结型。因金属粉末的

通孔性较高且比面积较大，所以选用该种形式的吸液芯，材料种类为镍。进行烧结时，

将镍粉烧结在内管道外壁，然后充注丙酮工质（纯度99.8%）。同心环形热管的其他参数

见表1。
表 1 同心环形热管主要参数表

Table 1. Parameters of concentric annular heat pipe

部件 参数

总长 210mm
翅片长度 / 高度 80mm / 7.7mm
外管外径 / 厚度 16mm /0.4mm
内管外径 / 厚度 10mm /0.4mm

管壳材料 S30200
工作介质（纯度） 丙酮（99.8%）

充液率 40%
吸液芯材料 / 厚度 镍粉 / 0.3mm

图 2 为同心环形热管在稳定工作时的流动传热示意图:液体工质在蒸发段相变而汽

化，气态工质在冷热端压差的作用下向冷凝端移动。工质移动至冷凝端后，其携带的热

量通过热传导及对流方式转移到环境中，工质从气态转化成液态。转换成液态的工质在

吸液芯的作用下回流至蒸发端，并在外部热负荷的作用下继续发生相变过程。

图2 同心环形热管流动传热示意图

Fig.2 Flow and Heat Transfer Diagram of CAHP

1.2 试验系统

图 3 和图 4 分别为设置的同心环形热管传热特性实验系统对应的原理图及实物图。

同心环形热管传热特性实验平台由加热系统、冷却系统、电压电流控制系统、和数据采

集系统组成。为提高环形热管冷端部分的散热能力，在其冷端部分安装散热翅片以提升

其散热能力。翅片同热管之间涂抹导热硅脂以降低传热热阻。



图 3 同心环形热管实验原理图 图 4 同心环形热管实验实物图

Fig.3 Schematic diagram of test system Fig.4 Physical diagram of test system

加热系统是一个单侧封堵的圆筒形的金属加热炉，加热率内径 80mm，长度 150mm，

壁厚为 10mm。加热炉外层包裹着石棉以防止热量散失，炉内温度通过电压和电流控制

设备（QJ6010e）进行调节。丙酮环形热管的工作温度为 0~120℃，为保证实验安全，加

热炉腔内温度达到 100℃时便停止加热。环形热管冷端散热翅片的冷却方式为，使用室

温气体对翅片进行吹扫，风速 2m/s。在热管运行过程中，始终保持翅片温度同环境温度

一致。这可以保证通过热管输送的热量均可以通过对流换热的方式转移到环境中。数据

采集系统由数据采集仪器（KEYSIGHT-34970A）和 15 个 T 型热电偶组成，数据采样间

隔为 2 秒。热电偶的具体敷贴位置如图 5 所示。沿环形热管的外壁表面施加 9 个（T1~T9）

热电偶。在 X=10mm，60mm 和 X=120mm 处沿周向敷贴 3 个热电偶。为保证实验过程

中加热功率恒定，在加热炉内壁两端分别敷贴一个热电偶 T10及 T11。这两个温度用来检

测判断炉内温度的均匀性。翅片根部安装一个热电偶作为冷端温度 T12。环形热管内腔的

三个热电偶 T13~T15安装在热管小直径管道的底部，此位置的温度为红外传感器工作时的

环境温度。

图 5 环形热管热电偶位置敷贴示意图

Fig. 5 Position of thermocouples



1.3 实验过程

将同心环形热管安放在涡轮盘腔内时，需要计算热管所承受的热负荷，以确保热管

能够在高温环境下稳定运行。对热管热负荷计算时，进行以下假设：

1) 同心环形热管在涡轮盘腔内长时间稳定工作时，涡轮盘腔环境温度不变。

2) 同心热管工作正常，热管表面的温度为 333.15K（60℃），传感器工作正常。

3) 同心环形热管的外壁与环境之间没有对流和热传导，只有辐射传热。

则热管热负荷计算公式为：
4 4( )rad s sur heatQ A T T   (1)

2 2A r rL   (2)

式中，εs是不锈钢的发射率、σ为玻尔兹曼常数(5.6710-8W/m2·K4)、A 为热管工作时

候承受热负荷的有效面积（m2）。r 是环形热管的半径，为 20mm。L 为热管在正常运行

期间延伸到涡轮盘腔中时的深度，设定深入长度为 120mm。Tsur是环境温度（573K），

Theat是热管内腔的温度（333K）。据计算，当环境温度为 450K 时，热管的最大热负荷

为 14W。实验过程中设置的加热功率的具体值见表 2。
表 2 加热功率校准值

Table 2. Calibration value of heating power

加热功率 /W 功率值

Q1 3

Q2 5

Q3 7

Q4 9

Q5 13

Q6 14

从文献中[12]可知，操作参数的改变通常对热管的传热性能存在一定影响。由于涡轮

盘腔内部温度的不均匀且结构复杂，同心环形热管在工作时多处于一定的倾斜状态。因

此需探究环形热管在不同倾角时传热特点。实验过程中设计的具体倾角参数见表 3。
表 3 倾斜角度校准值

Table 3. Calibration value of tilt angle

倾斜角度/° 倾角

α1 0°

α2 20°

α3 45°

α4 60°

1.4 数据处理及不确定度分析

为简便比较环形热管的传热能力，可通过蒸发热阻 Re、冷凝热阻 Rc和等效热阻 Req

衡量热管的传热性能，三个热阻的计算公式为[13]：

e a
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in

T TR
Q


 (3)
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eq
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式 Q 为输入的热功率（W），Te是蒸发端的平均温度，Ta为绝热位置的温度(℃)，

Tc是冷凝端的温度，实验过程中，翅片处的温度始终与环境温度一致，可认为输入的热

量均由热管输送并通过翅片经对流换热过程转移至环境中。三个温度分别为：

e 13 a 14 c 15T T T T T T   (6)

不确定度分析是一种评估实验数据准确性和可靠性的方法。利用误差传递理论可

以得到同心环形热管传热特性测试系统的不确定度。假设独立参数X1、X2和X3由函数Z
组成，每个独立参数的不确定度为 ΔX1、ΔX2、ΔX3，则可通过公式 7 获得 Z 不确定度：

22 2

1 2 3
1 2 3

( ) ( ) ( )Z Z ZZ X X X
X X X

      
           

       


(7)

同心环形热管整体热阻计算的不确定度计算可通过误差传递原理获得：
2 2 2R ( ) ( ) ( )eq e e c cT T T T Q Q        (8)

实验系统中用于温度测量的 T 型热电偶的精度为±0.25K。直流电源的精度为 1%。

经计算得，同心环形热管的热阻不确定度为 1.4%。可以认为，本研究中同心环形热管的

整体热阻计算是可靠的。

表 4 实验系统中主要参数的不确定度

Table 4. Uncertainty analysis of experimental parameters

参数 不确定度

Te ±0.25K

Ta ±0.25K

Tc ±0.25K

Qin ± 1%

Req ± 1.4%

2. CAHP 传热特性实验结果分析

2.1 同心环形热管启动数值模型

同心环形热管的启动过程对于判断同心环形热管的传热能力的有着重要意义。集总

热容法[13-15]作为一种研究热管启动特性的重要方法，其使用的前提研究对象的 Biot 数小

于 0.1，这要求研究对象的内部温降低远小于该对象和环境之间的温差。本研究中同心环

形热管具有良好的均温性能。同心环形热管的内部温降 T10和 T11之间的温差小于同心环

形热管和大气环境之间的温差，符合集总热容法的分析前提。图 6 为同心环形热管的集

总热容分析示意图。本研究中采用蒸发端恒定热流加热、冷凝器和大气环境自然对流换



热的实验条件。对于恒定体积的同心环形热管来说，在启动的瞬态过程中，同心环形热

管的输入热量和输出热量间存在差值，这个差值就是同心环形热管在单位时间内的热容

量。

Qin
qcon

(dTave/dt)*Ct

T∞

图 6 同心环形热管集总热容分析示意图

同心环形热管启动时，热管输入热量和输出热量的热平衡关系为：

ave
in con c t

dTQ q S C
dt

  (9)

( )con aveq h T T  (10)

其中，qcon 为同心环形热管和空气对流散热热流密度（W/m2）。Sc 为热管的散热面积

(m2)，代表翅片的表面积。Tave为同心环形热管的平均温度(℃)，t 为启动时间(s)，Ct为

热管的总热容(J/kg·K)。h 为热管表面和空气的对流换热系数(W/m2·K)。T∞为环境温度

(℃)。Ct的计算公式为 ：

, ,t t s t l t,wC C C C   (11)

, ,t s s s p sC V c (12)

, ,t l l l p lC V c (13)

, ,(1 )t w w w p wC V c   (14)

热管的总热容 Ct 可由三部分组成：Ct,s(J/kg·K)为管壳材料的热容。Ct,l (J/kg·K)为液

体工质的热容。Ct,w(J/kg·K)为灯芯的热容。V 代表体积(m3)，ρ 代表密度(kg/m3)，Cp 代

表比热容(J/kg·K)。ε为同心环形热管的孔隙率。将式 9~15 结合可得：
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通过 Runge-Kutta 法对上式进行数值求解，可得到热管的平均温度 Tave和启动时间

t 的关系。假定同心环形热管在启动过程中，同心环形热管的各项物性参数不随温度的

上升而发生明显改变，通过式 11 可计算的同心环形热管的总热容 Ct=32 J/kg·K。Sc 为同

心环形热管冷凝器的散热面积，为 0.06m2。实验过程中环境温度 T∞始终为 24℃。同心

环形热管启动特性实验过程中采用的冷却方式为空气自然对流散热，h=5W/m2·K。

△t1

△t2

图 7 同心环形热管的集总热容分析结果

图 7 为加热功率为 1W 时，同心环形热管的实际温度变化曲线和使用集总热容法

的分析曲线 Tave。由集总热容分析结果与同心环形热管启动实验数据的对比可知：(1)集
总热容的分析曲线与同心环形热管的启动特征的变化趋势大致相符。在同心环形热管稳

定运行时，同心环形热管的内腔的温度 T10和 T11 和理论解 Tave基本一致，两者之间的温

差不超过 1.31%。说明采用集总热容分析法对同心环形热管启动特性进行分析是可行的。

(2)集总热容分析曲线和实验数据均存在明显的拐点。集总热容分析曲线达到稳态的时间

为△t1=380s，实验过程中同心环形热管的启动时间△t2=400s。使用集总热容法对同心环

形热管启动特性进行分析时候未考虑同心环形热管端盖处的热容，因而热容的理论值小

于实际的热容值。所以集总热容法达到稳态所需要的时间更短。(3)同心环形热管稳定运

行时，Tave的温度低于 T10和 T11。这是因为同心环形热管管内存在的少量不凝性气体影

响了管内工质的轴向移动，因而同心环形热管传热能力受到影响。

2.2 加热功率对同心环形热管温度分布影响

图 8 为同心环形热管在水平放置时，不同加热功率下的壁面轴向的轴向温度分布。

一般来说，随着加热功率的不断提升，管内工质移动速率增大及换热强度的增大。热管

的轴向温差及热阻应出现下降的趋势。从图8-a中可以看出，加热功率从 3W上升至13W
过程中， T1(x=10mm)和 T4(x=60mm)的轴向温差从 0.8K 下降至 0.1K。当加热功率增至

14W，T1 和 T4 的温差又增至 0.3K。这是因为过高的功率导致管内工质的沸腾模式从核



态沸腾向过渡沸腾转变。产生的过量气泡抑制了管内蒸汽工质的轴向移动，因而 T1 和

T4的温差有所增大。

为研究环形热管在热负荷过载情况下的温度分布特点，设置一个加热功率为 30W
的实验工况（2 倍于计算加热功率最大值）。从图中可以看出，加热功率上升至 30W 时，

出现 T4远高于 T1的现象。该现象说明了同心环形热管在 30W 的加热功率下，出现了蒸

发端的烧干现象。造成该现象的原因为：受限于热管几何结构、吸液芯结构及相变工质

等因素影响，热管的输热能力存在一定局限。加热功率过高时，热管蒸发端通过工质相

变输送的热量小于输入的热量，因而热管温度大大上升。因此，在实验时应将加热功率

控制在一定范围内，以保证热管的正常运行。

T1 T4 T7ⅰ
T2 T5 T8

iⅰ

(a)轴线 i (b)轴线 ii

T3 T6 T9

iⅱ T13 T14 T15

iv

(c)轴线 iii (d)轴线 iv

图 8 加热功率对热管轴向温度影响

Fig. 8: Effect of Heating Power on Axial Temperature of Heat Pipe

图 8-(b)和图 8-(c)为环形热管外壁面轴线 ii、iii 的轴向温度分布。由于这两条轴线相

对于轴线 i 的水平位置更低，其对应位置的热管内部的包含更多的液态工质，因而这两

条轴向上的测点温度更低。轴线 i 位于热管顶部，受重力影响，该区域主要以气态为主。

热管内腔作为用以放置红外测温传感器的区域空间，其整体温度的高低对于判断红

外传感器的正常工作有着重要影响。从图 8-(d)为热管内腔的轴向温度分布，热管内腔轴

向温度在不同加热功率下的趋势基本一致，都存在着 T13>T14≈T15的特点。在加热功率从

3W 上升至于 13W 过程中，热管内腔的主要等温区间 T14，x=70mm和 T15，x=170mm之间的温

差始终小于 0.5K。加热功率上升至 14W 时，沸腾现象产生的气泡占据了蒸发端用以工

质相变的区间，工质的相变速率受到抑制，管内工质的移动速度有所减小，因此 T14 和

T15之间的温差又增至 2K。这样的温差范围对于常规的传感器来说是可以接受的。

等效热阻反映了热管阻止热量传递的综合量，等效热阻越小，热管输送热量能力越

大。图 9 为等效热阻 Req随加热功率的变化图曲线。从图中可以看出，等效热阻 Req随加



热功率增大呈现出的趋势为先减后增。加热功率为 3W 时，热管的等效热阻 Req 为 1.83
K/W。由此可推测该状态下管内工质的相变模式主要以蒸发相变为主，因而热阻较大。

随着加热功率的不断提升，工质相变模式从蒸发模式转变为沸腾模式。热管内壁面上的

汽化核心数目增加，换热强度不断增大，因而热阻减小。13W 加热功率下的等效热阻

Req 同比 3W 加热功率下的等效热阻降低了 66.12%，该现象说明加热功率的提升明显提

升热内的工质移动速率，进而提升热管的换热能力。

图 9 加热功率对热管等效热阻影响

Fig.9 Effect of Heating Power on Equivalent Thermal Resistance of Heat Pipe

从图 9 中可以看出，14W 加热功率下的等效热阻 Req为 0.72 K/W。该热阻值同比 13W
加热功率下的等效热阻同比上升了 12.13%。这是因为较大的加热功率导致了更为剧烈的

沸腾现象，蒸发端用以工质相变的空间因气泡的剧烈扰动而有所减小。工质相变及移动

过程受阻，因而热管的热阻有所上升。结合图 7 中的热管的轴向温度分布，发现热管并

没有出现蒸发端温度突然升高的现象，说明热管在 14W 加热功率下并没有出现烧干的现

象。由此可知，热管的最佳传热状态理论上对应一个特定的加热功率。使用热管进行热

量输送时，应将加热功率控制在该加热功率附近以保证热管以最大的效率进行热量传输。

此外，值得注意的是，由于同心环形热管结构及物性的差异，不同形式的同心环形热管

对应的最佳工作功率往往存在一定差异，热管的最佳工作功率往往需要通过实验进行具

体测定。

2.3 倾斜角度对同心环形热管性能影响

同心环形热管工作时，热管的轴向温度分布同管内工质的移动速率密切相关。加

热功率恒定时，热管的倾角的改变往往导致工质的受力情况和蒸发冷凝端工质的分布情

况发生变化。

图 10 为同心环形热管在正倾角状态时的管内工质流动示意图及其受力分析。热管

中的相变工质在流动过程中一般受到重力 G、毛细力 Fc、阻力 Ff（和液体移动方向相

反，主要包括工质流动的摩擦力和蒸汽流动时对液体的携带力等）三种力的作用。假设

实验条件相同时，吸液芯对工质提供的毛细力 Fc 不发生改变。在正倾角状态下，液体

回流的驱动力 Fd计算公式为：

d c x fF F G F   (17)



其中，Gx为重力沿着x轴的分量，随着倾角的不断增大，重力对冷凝端工质回流的

促进作用不断加强，因而液体回流的驱动力也在逐渐提升。这会导致工质在蒸发端积

聚，蒸发端积聚的工质可在单位时间内通过相变的方式带走更多的热量，因而热管的传

热性能有所提升。但需要注意的是，正倾角的增大同样会导致冷凝端的有效换热面积减

小，这将抑制工质在冷凝端的冷凝过程，不利于热管冷凝端的散热。

G

Positive

αp

Fc

Ff

图 10 倾斜状态液体回流受力分析

图 11 为同心环形热管在加热功率为 13W 时，热管不同位置在各个倾角下的轴向温

度分布。从图 11 中可以看出，随着倾斜角度的增大，热管不同位置的轴向温度及轴向

温差均呈现出明显的先增后减的趋势。从图 11-a 中可以看出，倾角从 0°上升至 20°的过

程中，出现了 T4 温度高于 T1 的现象。这是因为随着倾斜角度的不断增大，从冷凝端回

流的液态工质在蒸发端积聚。T1 和 T4 之间的轴向温差从 0K 上升至 2K。随着倾角的进

一步增大，管内气态工质在移动过程中受到的摩擦阻力逐渐减小，工质速度加快，热管

的轴向均温性得到改善。倾角为 60°时，T1和 T4之间的轴向温差为 0.46K，同比 20°倾角

状态下降了 78.1%。

图 11-(d)为同心环形热管内壁的轴线 iv 上的温度分布，轴线 iv 的轴向温差的变化特

点同轴线 ii、iii 基本一致。0~20°倾角范围内，T14和 T15之间的温差因工质的积聚现象从

0.26K 上升至 0.65K。随着倾角的进一步增大，管内气态工质的移动速率不断提升，热管

的轴向温度均匀性得到改善。T14同 T15之间的温差又降至 0.33K。

T1 T4 T7ⅰ
T2 T5 T8

iⅰ

(a)轴线 i (b)轴线 ii



T3 T6 T9

iⅱ

T13 T14 T15

iv

(c)轴线 iii (d)轴线 iv

图 11 倾斜角度对热管轴向温度影响

Fig.11 Effect of inclination angle on axial temperature of heat pipe

图 12 为同心环形热管 13W 时，热管在倾角为 0°、20°、45°和 60°时等效热阻 Req。

从图中可以看出，该种型式热管的热阻在 0.51~0.62W/K。热管倾角从 0°增至 20°的过程

中，重力沿着热管轴向的分量在一定程度上促进了液态工质的回流。但冷凝端的换热方

式同样从横向壁面换热转变为竖直壁面换热，这会导致冷凝段的散热面积减小，导致热

管换单位时间的散热量减小。等效热阻 Req从 0.62 上升至 0.74 W/K。

图 12 倾斜角度对热管等效热阻影响

Fig.12 Effect of inclination angle on equivalent thermal resistance of heat pipes

倾角超过 20° 时，冷凝端的换热面积进一步减小。此时重力对液态工质回流的促进

作用也在不断增强。倾角增至从 20°增至 60°时，等效热阻 Req又从 0.74 W/K 降至 0.51
W/K。该现象说明倾角大于 20°时，重力促进工质回流对热管传热产生的积极影响大于

冷凝端换热面积减小对热管传热产生的消极影响，因而热管的等效热阻 Req有所减小。

恒定加热功率下的变倾角实验说明了在加热功率恒定的前提下，热管在工作时候

往往存在一个最不利于热管传热的倾角，在实验过程中因尽量避免此倾斜状态。此外，

由于热管结构及工质的差异，不同形式热管的最劣工作倾角是不一样的。在使用过程中

往往需通过实验进行具体测定。

3 结论
基于红外传感器的热防护背景，本文设计了一种以丙酮为工质的同心环形热管。通

过实验，详细研究了加热功率及倾斜角度对于热管温度分布及等效热阻的影响。主要研

究结论如下：



1）基于集总热容法对 CAHP 的启动特性进行分析，建立的对应的数值模型，并通

过实验验证了该数值模型的准确性。建立的CAHP启动特性分析模型在时间和温度维度

上的误差分别为 5.26%、1.31%。因此本研究提出的同心环形热管启动特性预测模型可

为器件的实际应用提供有效的指导。

2）同心环形热管的传热特性随加热功率增大，呈现出的趋势为先增后减。1~13W
加热功率下，加热功率上升会导致管内工质换热强度增大及移动速率上升，热管的轴向

温差及热阻因此减小。加热功率超过 13W 时，因沸腾现象产生的气泡在蒸发端积聚，

工质相变及移动过程受阻，热管的轴向温差及热阻因而增大。

3）同心环形热管的传热特性随倾角增大，呈现出的趋势为先减后增。CAHP 沿着正

方向倾斜时，重力沿 CAHP 的分量可促进冷凝器的介质回流，但同样会导致冷凝器的有

效换热面积减小而影响换热。0°~20°倾角范围会导致蒸发器的介质积聚和冷凝器换热面

积减小，热管的轴向温差及热阻均会增大。20°~60°倾角范围，较大的倾斜角度提升了

管内介质的回流速度，同心环形热管的轴向温差及热阻有所降低。

参考文献

[1] Hongzhe Zhang, Ye Fang, Guo Hang, et al. Effects of Heating Temperature on the Isothermal

Performance of a Potassium Concentric Annular Heat Pipe[J]. Energies, 2022, 15(7): 2367.

[2] Sanchez, F.S.; Carvajal, I.M.; Morino, A.E.; Diez, P.Q.; Velazquez, M.T. Study of an annular

two-phase thermosyphon used as an isothermal source in thermometry. J. Mech. Eng. 2015, 61,

273–282.

[3] Gam, K.S. A stable microcomputer-controlled heat pipe furnace and test of new noble metal

thermocouples. Measurement 1996,18, 101–108.

[4] Yan, X.K.; Duan, Y.N.; Ma, C.F.; Lv, Z.F. Construction of sodium heat-pipe furnaces and the

isothermal characteristics of the furnaces. Int. J. Thermophys. 2011, 32, 494–504.

[5] Eui-Hyeok Song, Lee Kye-Bock, Rhi Seok-Ho, et al. Thermal and Flow Characteristics in a

Concentric Annular Heat Pipe Heat Sink[J]. ENERGIES, 2020, 13(20).

[6] A Faghri, Thomas S. Performance Characteristics of a Concentric Annular Heat Pipe: Part

I-Experimental Prediction and Analysis of the Capillary Limit[J]. JOURNAL OF HEAT

TRANSFER-TRANSACTIONS OF THE ASME, 1989, 111(1-4): 844-850.

[7] J-H Boo, Park S-Y, Kim D-H. An experimental study on the thermal performance of a concentric

annular heat pipe[J]. JOURNAL OF MECHANICAL SCIENCE AND TECHNOLOGY, 2005, 19(4):

1036-1043.

[8] N. Vijra，T.P. Singh， An experimental study of thermal performance of concentric annular heat

pipe， Am. Int. J. Res. Sci. Technol. Eng. Math. 9 (2015) 176–182.

[9] 赵洁 ,袁达忠 ,唐大伟 .径向高温热管中段加热传热特性实验研究 [J].工程热物理学

报,2019,40(03):672-677.

Zhao Jie, Yuan Dazhong, Tang Dawei. Experimental Study on the Heat Transfer Characteristics of

Radial High Temperature Heat Pipe Middle Section Heating [J]. Journal of Engineering Thermophysics,

2019,40 (03): 672-677



[10] Musta_ar, A.; Phan, A.; Boodhoo, K. Hybrid heat pipe screw dryer: A novel, continuous and highly

energy-efficient drying technology. Chem. Eng. Process. Process Intensif. 2018, 128, 199–215.

[11] Musta_ar, A.; Anh, N.P.; Reay, D.; Boodhooa, K. Concentric annular heat pipe characterization

analysis for a drying application. Appl. Therm. Eng. 2019, 149, 275–286.

[12]. 陈泽瀚等, 热管熔盐堆堆芯倾角对堆芯熔盐自然对流影响研究. 核动力工程, 2023: 第1-9页.

Chen Zehan, et al., Research on the effect of core inclination angle of heat pipe Molten salt reactor on

Natural convection of molten salt in core Nuclear Power Engineering, 2023: Pages 1-9.

[13]. 沈超等, 并联平板重力热管传热性能实验研究. 工程热物理学报, 2022. 43(3): 第780-787页.

Shen Chao et al., Experimental Study on Heat Transfer Performance of Parallel Plate Gravity Heat Pipe

Journal of Engineering Thermophysics, 2022 43 (3): Pages 780-787.

[14]Ye-Yong Kim, Kim Kui-Soon, Jeong Gi-Ho, et al. An experimental study on the quantitative

interpretation of local convective heat transfer for a plate fin and tube heat exchanger using the lumped

capacitance method[J]. International Journal of Heat and Mass Transfer, 2006, 49(1-2): 230-239.

[15]Q-T Pham. The use of lumped capacitance in the finite-element solution of heat conduction

problems with phase change[J]. International Journal of Heat and Mass Transfer, 1986, 29(2): 285-291.

[16]Guangyu Guo, Zhu Chao. A modified lumped heat capacity model for droplet flash cooling[J].

International Communications in Heat and Mass Transfer, 2021, 127105557.



中国工程热物理学会 学科类别

学术会议论文 编号：233522

复合相变隔热层对锂电池模组热蔓延抑制

的实验研究

孙晓梅，孙鹏，李耀鹏，宫晓辉，张忠良，郑斌
(山东理工大学交通与车辆工程学院，山东淄博 255049)

1

(Tel: 15615635597, Email: 2539897966@qq.com)

摘要：为了达到利用隔热层实现模组内锂电池间热失控零蔓延的目标，搭建了锂电池模组热蔓延抑制实验

系统，研究了纳米纤维+ PCM 型复合相变隔热层对锂电池模组热蔓延抑制性能的影响。实验结果表明：与

仅采用纳米纤维隔热层的锂电池模组相比，采用复合相变隔热层后，模组内锂电池间的热蔓延被完全抑制，

达到了热失控零蔓延的目标；模组内热失控电池与相邻电池间的热蔓延间隔时间增加为无限长，仅热失控

电池出现了喷火及冒烟等喷阀现象。

关键词：热失控零蔓延，复合相变隔热层，锂电池，电动汽车。

0 引言

面对全球能源短缺和环境污染日益严重的问题，发展新能源汽车，对我国改善能源

消费结构、减少空气污染、推动汽车产业和交通运输行业转型升级具有积极意义。锂离

子电池因其能量密度高、循环寿命长和自放电率低等显著优势，成为新能源汽车的主流

选择[1]。以热失控为特征的锂离子电池系统的安全事故时有发生，热失控问题制约着电

动汽车的普及，开展锂电池热失控蔓延抑制研究迫在眉睫。

在电池热蔓延抑制方面，国内外学者已做出许多探索，常见的热失控蔓延抑制方法

可分为主动式抑制方法和被动式抑制方法两大类。主动抑制方法大多数基于传统的热管

理系统[2-5]。例如，Xu 等[6]设计了带有微流道冷却功能的热管理系统，成功阻止了热失

控蔓延；Wang 等[7]利用热管对软包电池模组进行热失控蔓延抑制实验，热管成功抑制

了过充触发的热失控蔓延。被动热失控抑制方法是在电池发生热失控以后，通过吸热、

隔热等阻热和保护手段，减少热失控电池对其相邻的未失控的电池的影响[8-9]。Yuan 等
[10]研究了圆柱电池填充不同间隙材料对其热蔓延的影响，发现石墨复合板等作为填充材

料可以有效抑制热蔓延。利用相变材料对动力电池进行冷却[11-13]已经得到了广泛的关注。

马瑞鑫等[14]建立以石蜡/膨胀石墨复合相变材料为电池模组热管理介质的二维数值模型，

相变材料能够有效延缓甚至阻断热失控的传播。Zhao 等[15]设计了 PCM/HP 耦合的 BTM
模块，可以明显减小圆柱电池的局部温差。

被动抑制是一种简单有效的热蔓延抑制方法，在电池之间添加隔热层实现无蔓延有

助于在提高比体积能量密度、降低成本。目前，复合相变隔热层对大容量锂电池模组热

蔓延抑制效果的系统对比研究还有待补充。因此，本文针对复合相变隔热层对锂电池模

项目基金：国家自然科学基金资助项目(51806130); 山东自然科学基金资助项目(ZR2020ME176,
ZR2020ME182)



组的热蔓延抑制性能开展研究，以期利用隔热层实现模组内锂电池间热失控零蔓延的目

标。

1 热蔓延抑制实验系统及实验内容

1.1 实验系统

搭建了锂电池模组热蔓延抑制实验系统，如图 1.1 所示，其由电池模组、数据测量

与采集系统和实验安全防护系统组成。

(a) 实验系统实物图 (b) 实验系统结构示意图

1—电池模组; 2—录像机; 3—防爆箱; 4—排风装置; 5—喷淋装置;

6—数据采集仪; 7—热电偶和电压线; 8—隔热装置

图 1.1 热蔓延抑制实验系统

Fig. 1.1 Thermal spread suppression test system (a) Physical drawing of experimental system

(b) Schematic diagram of experimental system structure

（1）电池模组

用于实验的电池模组由 4 节方壳电池、3 片隔热片、2 块云母板、1 块加热器以及外

部铜质夹具构成，所述带有隔热层的模组的爆炸图如图 1.2(a)所示。

(a) 带有隔热层的电池模组爆炸图 (b) 带隔热层模组的测温点及其编号

图 1.2 热蔓延电池模组

Fig. 1.2 Experimental scheme for heat spread (a) Explosion diagram of battery module with

insulation (b) Temperature measuring point of battery module with insulation layer and its number

模组中电池是正极配比为 NCM523 的三元锂离子电池，容量 50 Ah，长宽高分别是

150 mm、100 mm、26 mm，实验前将电池电量充至 100%SOC。加热器功率为 440 W，

其作用是加热触发电池热失控；云母片厚度为 10 mm，其作用是将电池与铜质夹具隔开，



防止加热器和电池模组热量散失；铜质夹具作用为固定电池模组并为模组提供预紧力，

保证电池与隔热层之间紧密贴合，经过压力传感器测试预紧力为 1500 N。

（2）数据测量与采集系统

数据采集系统包括录像机、数据采集仪、热电偶及电压线，用于记录电池模组热蔓延过

程的实验现象和实验过程中热电偶及电压线采集的温度及电压信号。实验用数据采集器型

号为 HIOKI_LR8400，温度传感器采样频率设置为 0.1 s。采用了耐高温的 K 型热电偶，并

将热电偶头部用聚酰亚胺胶带包裹并黏贴在如图 1.2(b)所示的温度检测点。图 1.2(b)中温度

检测点均位于所标注平面的中心位置，是由于侧向加热诱发热失控后各节电池表面的最高

温度出现在中心附近。

1.2 实验材料和实验内容

1.2.1 实验材料

实验采用的隔热层为复合相变型隔热层，基底材料选用了纳米纤维类材料。在常见的

相变吸热材料中，对海绵陶瓷纤维吸附效率最高和潜热最高的饱和氯化钙溶液被选定作为

复合相变隔热层的相变材料，其相变温度为 85 ~ 100 ℃。采用铝塑膜将隔热层密封，100%
吸附的复合相变隔热层中，除去铝塑膜质量后每片复合相变隔热层质量为 37 ± 0.5 g。实验

中的两种复合相变隔热层分别是海绵陶瓷+ PCM 和纳米玻璃纤维+ PCM，为对比其隔热效

果，还选用了两种未添加 PCM 的纳米纤维隔热层。四种隔热层的材质及参数信息如表 1.1
所示。

表 1.1 隔热层材质及参数

Tab. 1.1 Insulation layer material and parameters

实验编号 材料类型 隔热层材料 厚度/mm 尺寸/mm
1 纳米纤维类 海绵陶瓷（纳米陶瓷纤维） 2 150 × 100
2 纳米纤维类 纳米玻璃纤维 2 150 × 100
3 复合相变材料 海绵陶瓷+ PCM 2 150 × 100
4 复合相变材料 纳米玻璃纤维+ PCM 2 150 × 100

1.2.2 实验内容

图 1.3 带隔热层的电池模组

Fig. 1.3 Battery module with insulation layer

实验中带有隔热层的电池模组如图 1.3 所示。实验采用控制变量法，仅改变模组中隔热

层的材质，其他条件均保持不变，研究复合相变隔热层对模组热蔓延抑制的影响，依次进行

海绵陶瓷+ PCM 与纯海绵陶瓷的对比实验和纳米玻璃纤维+ PCM 与纯纳米玻璃纤维的对比



实验。

1.3 实验过程与评价指标

实验开始时，开启加热器加热 Cell1，当 Cell1 发生热失控时迅速关闭加热器。随后，

热失控将依次由 Cell1 顺序蔓延至 Cell4，此过程中由数据采集系统采集模组热蔓延过程中

的实验数据及实验现象。

实验中，电池触发热失控的判定条件为电池前表面温度监测点温升速率 dT/dt ≥ 1 ℃/s，

且持续 3 s 以上，模组中 Cell1 ~ Cell4 发生热失控时刻依次由 ton, 1 ~ ton, 4表示。

进一步的，可以利用式(1.1)来定义实验中热失控蔓延的时间间隔。

Di, i+1=ton, i+1-ton, i, i∈{1, 2, 3} (1.1)
式中：Di, i+1为第 i 节电池到第 i+1 节电池热失控蔓延的时间间隔，单位为 s。

电池模组完全热蔓延时长 D 用式(1.2)计算，电池模组中各节电池平均蔓延时长D用式

(1.3)计算，k 为模组中包含的电池节数。

D=ton, 4-ton, 1 (1.2)

D= ton, 4-ton, 1

k-1
(1.3)

2 实验结果与分析

2.1 热蔓延时间特征

热蔓延的时间特征是电池模组热安全性的重要评价标准之一。不同隔热层电池模组的

热蔓延时间如图 2.1 所示。

对比使用纳米纤维隔热层（1、2 号实验）与复合相变隔热层（3、4 号实验）电池模组

的热蔓延间隔时间可知，仅使用海绵陶瓷或纳米玻璃纤维为隔热层的电池模组中第一、二

节电池之间的热蔓延间隔时间 D1, 2分别为 256 s、324 s，即纳米纤维隔热层仅能在一定程度

上延长模组的热蔓延时间。采用海绵陶瓷+ PCM 或纳米玻璃纤维+ PCM 的复合相变隔热层

的电池模组中第一、二节电池之间的热蔓延间隔时间 D1, 2 延长为无限长，除第一节电池以

外其余电池均未发生热失控，即达到了电池模组热失控的零蔓延效果。

这是因为纳米纤维隔热层导热系数低，可以减缓热失控电池向其相邻电池的热量传

递速度，但并不能减少两节电池之间传递的热量，电池内部热量无法及时散发，电池内

(a) 隔热层基材为海绵陶瓷 (b) 隔热层基材为纳米玻璃纤维

图 2.1 不同隔热层电池模组的热蔓延时间

Fig. 2.1 Thermal spread time of cell modules with different insulation layers (a) Sponge ceramic as

insulation layer base material (b) Nano glass fiber as insulation layer base material



部温度最终达到热失控临界温度，继而发生热失控。复合相变隔热层能够无限延长模组

的热蔓延时间，达到热失控零蔓延的效果，是因为复合相变隔热层中的相变材料吸收了

电池热失控产生的热量，阻隔了失控电池向其相邻电池的热量传递，使得其相邻电池的

温度低于热失控触发温度，从而成功阻隔热失控在模组内的蔓延。

2.2 热蔓延温度特征

热蔓延的温度特征也是评价电池模组热安全性的重要指标。不同隔热层模组的热蔓

延温度特征如图 2.2 所示。由图 2.2 可知，当热失控发生后，采用纳米纤维隔热层（1、
2 号实验）与复合相变隔热层（3、4 号实验）模组的热蔓延温度曲线呈现出两种截然不

同的趋势。模组采用纳米纤维隔热层时，Cell1 后表面温度上升至 650 ℃左右，Cell2 前表

面温度先缓慢上升至 400 ℃左右后骤然升温到 750 ℃左右，Cell3、Cell4 与 Cell2 的温度变

化趋势相似，如图 2.2(a)和(c)所示。

(a) 海绵陶瓷 (b) 海绵陶瓷+ PCM

(c) 纳米玻璃纤维 (d) 纳米玻璃纤维+ PCM

图 2.2 不同隔热层模组的热蔓延温度特征

Fig. 2.2 Thermal propagation temperature characteristics of different insulation layer modules

(a) Sponge ceramic (b) Sponge ceramic + PCM (c) Glass nano-fiber (d) Glass nano-fiber + PCM

模组采用复合相变隔热层时，Cell1 后表面温度上升至 550 ℃左右，Cell2 前表面温度

由于复合相变隔热层发生相变的缘故，仍然维持在 100 ℃附近。随着相变结束，Cell2 前表

面温度上升至 200 ℃左右，随后其温度缓慢下降至室温；Cell3、Cell4 前表面的温度缓慢上

升至 100 ℃左右后逐渐降低至室温，如图 2.2(b)和(d)所示。采用复合相变隔热层成功阻隔

了热失控在电池模组内的蔓延，达到了热失控零蔓延的效果。



不同隔热层模组的最高温度如图 2.3 所示。可知在电池之间添加复合相变隔热层与纳

米纤维隔热层相比可以有效降低 Cell2、Cell3、Cell4 的最高温度。

图 2.3 不同隔热层模组的最高温度

Fig. 2.3 Maximum temperature of the modules with different insulation layers (a) Sponge ceramic as the

substrate for the thermal insulation layer (b) Insulation layer substrate with glass nano-fiber

2.3 热蔓延电压特征

(a) 海绵陶瓷 (b) 海绵陶瓷+ PCM

(c) 纳米玻璃纤维 (d) 纳米玻璃纤维+ PCM

图 2.4 不同隔热层模组热蔓延电压特征

Fig. 2.4 Thermal spread voltage characteristics of different insulation layer modules

(a) Sponge ceramic (b) Sponge ceramic + PCM (c) Glass nano-fiber (d) Glass nano-fiber + PCM

热蔓延的电压特征也是评价电池模组热安全性的重要指标。不同隔热层模组的热蔓延

电压特征如图 2.4 所示。当电池发生热失控时其电压会迅速由 4.2 V 降至 0 V。由图 2.4 可

(a) 隔热层基材为海绵陶瓷 (b) 隔热层基材为纳米玻璃纤维



知，采用纳米纤维隔热层的模组中（图 2.4(a)和(c)）各节电池电压依次由 4.2 V 下降至 0 V，

但采用复合相变隔热层的模组中（图 2.4(b)和(d)）仅 Cell1 的电压由 4.2 V 降至 0 V，其余

电池的电压均未下降。

2.4 热蔓延喷阀特征

(a) 海绵陶瓷

(b) 海绵陶瓷+ PCM

(c) 纳米玻璃纤维

(d) 纳米玻璃纤维+ PCM

图 2.5 不同隔热层模组的热蔓延喷阀特征

Fig. 2.5 Thermal spread spray valve characteristics for different insulation modules

(a) Sponge ceramic (b) Sponge ceramic + PCM (c) Glass nano-fiber (d) Glass nano-fiber + PCM

热蔓延喷阀特征也是评价电池模组热安全性的重要指标。使用不同隔热层模组的热蔓



延喷阀特征如图 2.5 所示。由图 2.5 可知，使用纳米纤维类隔热层的模组各节电池均先喷发

出大量的火星，喷发结束后冒出大量白烟或出现短暂的着火现象，并没有出现大规模且剧

烈的着火现象。使用复合相变材料隔热层的模组仅有 Cell1 发生热失控并喷发出大量的火

星，喷发结束后冒出大量白烟或出现短暂的着火现象，其余电池均未发生喷火或冒烟等现

象，即实现了模组热失控零蔓延的目标。

3 结论

本文搭建了锂电池模组的热蔓延抑制实验系统，采用控制变量法，开展热蔓延抑制实

验，研究了海绵陶瓷+ PCM 和纳米玻璃纤维+ PCM 两种复合相变隔热层对模组热蔓延抑制

性能的影响。实验结果表明：采用纳米纤维隔热层不能实现热失控在模组内的零蔓延效果，

仅能在一定程度上延长模组的热蔓延时间，模组中各节电池的电压依次迅速由 4.2 V 降至 0
V，各节电池均发生喷火或冒烟等喷阀现象。与仅采用纳米纤维隔热层的模组相比，采用复

合相变隔热层后，模组内锂电池间的热蔓延被完全抑制，达到了热失控零蔓延的目标，电池

模组中第一、二节电池之间的热蔓延间隔时间增加为无限长，模组中 Cell2、Cell3、Cell4 的

最高温度显著降低；仅有 Cell1 的电压由 4.2 V 降至 0 V，其余电池电压未下降；仅 Cell1 发

生热失控并喷发出大量的火星，其余电池均未发生喷火或冒烟等喷阀现象。
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摘要：基于机械式制冷的数据中心热管理存在较大的能耗，不利于双碳目标实现。本文采用吸附式制冷系统对

数据中心余热进行回收，结合分离式热管系统，旨在减少数据中心对机械式制冷冷量的需求，有效降低数据中

心 PUE。通过熵和火积理论优化了了 CPU 液冷参数，建立了该数据中心的热力学模型，综合分析了耦合吸附

式制冷与分离式热管后中国五种典型气候城市的数据中心关键指标，结果表明所有城市的 PUE 都低于 1.098，

可以节省 64%-69%的冷却系统能耗，研究结果为未来数据中心节能技术开发提供了参考。

关键词：数据中心、热管理、吸附式制冷、余热回收

0 前言

一个超大型数据中心每年的耗电量超亿度，电耗绝大部分最终转化为热量，为确保数据中

心设备的稳定运行，又需要额外的能量将热量通过冷却系统排放到大气中。《中国数据中心冷却

技术年度发展研究报告 2021》指出，数据中心在近十年间快速发展，我国数据中心用电量以每

年超过 10%的速度递增，在 2014 年数据中心用电量占全社会用电量的 1.5%，2021 年则达到了

2.83%。《重新校准全球数据中心能耗估算》中的数据显示，目前全球数据中心的平均电源使用

效率（PUE）在 1.5 左右，根据工业和信息化部信息通信发展司《全国数据中心应用发展指引》，

我国现有数据中心 PUE 主要处于 1.2-1.5，鲜有 PUE<1.2 的数据中心，且仍有 37%的数据中心

PUE 在 1.5 以上。为达成“双碳”目标，节能减排、绿色发展已成为全人类共识，数据中心作

为能耗较高的设施之一，也需要采取低碳冷却系统方案来降低能源消耗和碳排放。数据中心的

传统机械式冷却系统主要包括风冷型直接蒸发式空调系统、水冷型直接蒸发式空调系统及冷水

型空调系统，这些传统系统具有较高的可靠性，同时也使数据中心能耗居高不下，整体 PUE 有

可能达到 2.0，其中的制冷机组能耗占整个冷却系统能耗的 30%~50%[1]，因此减少机械式制冷

机组的能耗是实现数据中心节能的核心。

利用自然冷源或者余热回收技术能够减少数据中心对机械式制冷机组的依赖程度。目前，

自然冷却被认为是实现数据中心节能最有效的方法之一。自然冷却是指利用自然冷源（自然界

的低温水源或空气）来实现制冷、降温的技术，大量实验表明自然冷却能够实现 20%以上的节

能率，可以将 PUE 降低到 1.2 以下[2-4]，但是这种冷却方式受到环境条件限制较大，且存在污染

 基金项目: 国家自然科学基金资助项目 (No. 52106117、52006218)



风险，因此需要根据数据中心所在地实际情况和应用需求来判断是否适合使用。中国已陆续出

台相关政策引导数据中心在设计时充分考虑节能要求，余热回收技术也成为数据中心节能的突

破方向。数据中心作为热源具有稳定的热量输出，因此非常适合进行余热回收利用，然而由于

数据中心产生的余热品位较低，目前数据中心主要依靠热泵提升热能品位后进行区域供暖[5,6]，

这种余热回收手段难以达到数据中心低能耗冷却需求，数据中心仍然需要机械式制冷机组补充

冷量，且无法在低纬度地区及炎热季节进行热回收。使用吸附式制冷机组进行热回收将克服这

一缺陷，吸附式制冷机组将产生的冷量送回机房，不需要考虑热量传输问题和气候变化，同时

由于吸附式制冷依靠吸附和解吸附来实现制冷，因此无需压缩机部件。吸附式制冷系统分为高

温、中温及低温回路，其与数据中心的耦合方式一般利用高温冷却液捕获热量，并用于高温回

路驱动吸附式制冷机组，中温回路利用冷却塔排出热量，低温回路则为数据中心提供冷量。目

前虽然采用吸附式制冷冷却的数据中心很少，但一些文献已经通过理论和实验验证了这种耦合

方案的可行性[7-10]，研究结果表明，利用吸附式制冷余热回收的数据中心拥有更高的冷却效率，

并且使用商用的吸附式制冷机组可将数据中心 PUE 降低到 1.15 左右。

综上所述，自然冷却及吸附式制冷余热回收都有较高的节能潜力，但同时耦合自然冷却与

余热回收系统的数据中心尚少有研究，本文尝试将分离式热管及吸附式制冷系统同数据中心耦

合，使用数值模拟的方法计算系统评价指标并对系统进行优化分析，旨在探索该联合系统的节

能潜力。

1 系统模型

1.1 系统描述

如图 1 所示，数据中心冷却系统由三部分组成，即分离式热管系统（SHP），吸附式制冷系

统（AR）和机房空调系统（CRAC）。在服务器液冷系统中利用温度高于 60°C 的水对 CPU 进行

冷却，而对于其他低发热部件，则使用风冷。稳态运行时，液冷系统可以带走 CPU 的热量，驱

动 AR 制冷为风冷系统提供冷量。风冷系统的冷量主要由 SHP 和 AR 提供，当冷却能力不足时，

CARC 提供剩余的冷量。

数据中心服务器发热量参考联想 SR570 服务器[11]，每台服务器产生 610W 的热量，CPU 产

热量为 255W。每个服务器机架包含 40 台服务器，数据中心机架数为 100 个，产生的总热量可

达 2440kW。为了简化计算，模型约束如下：

1）模型负载均匀；

2）仅考虑模型处于稳态条件下的数值；

3）模型对外部绝热。



图 1 耦合吸附式制冷系统及分离式热管的数据中心

1.2 评价指标

电源使用效率（PUE）是数据中心的综合评价指标，定义为整个数据中心消耗的电力与其

IT 设备消耗电力的比值。

ܧܷܲ =
ܹ ூ் + ܹ ௖௢௟ௗ

ܹ ூ்
(1)

式中，ܹ ூ் 为 IT 设备能耗，kW；ܹ ௖௢௟ௗ为制冷系统能耗，kW。

能效比（EER）是评估制冷系统效率的指标，含义为制冷系统的冷却能力与所消耗电力的

比值。

ܴܧܧ =
ܳூ்
ܹ ௖௢௟ௗ

(2)

式中，ܳூ் 为数据中心发热量，kW。

1.3 热量平衡模型及能耗模型

热量平衡如下式：

ܳ஼ோ஺஼ = ܳூ் − ܳ௔௕௦௢௥௣ − ܳ௚௘௡ − ܳௌு௉ (3)
式中ܳ௔௕௦௢௥௣为吸附式制冷产生的冷量，ܳ௚௘௡为液冷系统带走的热量，ܳௌு௉为分离式热管的换热

量，ܳூ் 为设备发热量，一般是 IT 设备功耗（WIT）的 98%。

AR 产生的制冷量为：

ܳ௔௕௦௢௥௣ = ܳ௚௘௡ ∙ ܱܥ ௔ܲ௕௦௢௥௣ (4)
SHP 的传热量会随着室内外温差的变化而变化：

ܳௌு௉ = (݂∆ ௜ܶ௡ௗ௢௢௥ି ௢௨௧ௗ௢௢௥) (5)
将热值比 （HR） 定义为 CPU 发热量占服务器总发热量的百分比：

ܴܪ =
ܳ஼௉௎
ܳூ்

(6)

式中，QCPU 是 CPU 产生的热量，kW。系统能耗分为冷却系统能耗及 IT 设备能耗。冷却系统能

耗通过下式计算：



ܹ ௖௢௟ௗ = ܹ ௔௕௦௢௥௣ + ܹௌு௉ + ܹ ஼ோ஺஼ + ܹ௣௨௠ ௣ + ܹ௙௔௡ (7)
式中，ܹ ௔௕௦௢௥௣为吸附式制冷机组能耗，kW；ܹௌு௉为分离式热管能耗，kW；ܹ ஼ோ஺஼为机房

空调能耗，kW；ܹ௣௨௠ ௣为液冷系统泵功，kW；ܹ௙௔௡为风冷系统风机能耗，kW。

基于能量守恒定律，吸附式制冷机组冷却塔需要释放的热量是高温回路吸收的热量和低温

回路释放的冷量之和。冷却塔提供单位释放热量的风扇耗电量为 0.00848kW。因此，吸附制冷

系统冷却塔风机耗电量可以表示为：

ܹ ௖௢௢௟௜௡௚ ௧௢௪௘௥ = (ܳ௔௕௦௢௥௣ + ܳ௚௘௡) ∙ 0.00848 (8)
根据式（3）-式（7），PUE 可展开为：

=ܧܷܲ

ܳூ்
0.98

൅ ͲǤͲͲͺ Ͷͅ ήܳ ூ் ήܴܪ ή൫ܱܥ ௔ܲ௕௦௢௥௣ + 1൯൅ ܹ ௔௕௦௢௥௣ +

ܹௌு௉ +
ܳூ் ሺͳ െ ܴܪ ήܱܥ ௔ܲ௕௦௢௥௣ െ ሻെܴܪ ܳௌு௉

ܱܥ ஼ܲோ஺஼
൅ ܹ௣௨௠ ௣ ൅ ܹ௙௔௡

ܳூ்
0.98

(9)

1.3.1 风冷循环系统能耗计算

图 2 为风冷回路示意图，在数据中心运行期间，冷空气流经服务器后会被加热，接着通过

SHP 及 AR 换热器降温，如果此时仍然无法达到服务器所需的入口温度要求，将启动 CRAC 提

供冷量，确保空气回到服务器之前保持在先前循环的相同水平。

图 2 风冷回路及压降计算方法示意图

刘欢[12]给出的重力驱动分离式热管蒸发端的最佳风量为 0.833 m3/s。将热管蒸发端安装在

机柜背板，则通过每个服务器的风流量为 0.021m3/s，服务器进风温度设置为 15°C，基于能量守

恒定律此时服务器出口温度为 31.96°C，处在可接受范围内。张子轩[13]对 1U 服务器进行建模，

获得了其阻抗拟合曲线，拟合曲线 R2=0.995：
∆ܲ = ଶݑ20.556 + ݑ12.956 (10)

式中 ΔP为压降，Pa；u 为空气流速，m/s。结合最佳风量可得对应风速的服务器压降为 38.52Pa。
分离式热管的蒸发器端使用翅片管，相应压降在文献中已给出，为 18.18Pa。若分离式热管提供

充足的冷量，经过分离式热管冷却后，风温为 25.36°C，冷却后的空气进入 AR 换热器继续降温。

在空调系统中，常采用肋片管束冷却热空气，AR 系统将采取同样的方式为机房提供冷量，

AR 换热器的空气侧压降取 100Pa，水侧压降取 60kPa，经过 AR 换热器后，机房空气将会被降



温至 15℃，回到服务器入口进行下一循环。CRAC 的泵功包含在其 COP 中，此处不单独计算。

设风机效率ߟ௙௔௡为 0.7，根据公式可计算出数据中心风冷循环风机的耗电量：

ܹ௙௔௡ =
∆ ௙ܲ௔௡ ∙ ௙௔௡ݍ

௙௔௡ߟ
(11)

基于图 2 和式（12），机房在不启动 CRAC 时，风机的耗电量为 13.75kW，启动 CRAC
后，可以通过式（13）计算 PUE。分离式热管冷凝端风机所需流量为 6000m3/h，压降为

60.08Pa，耗电量为 7.00 kW。

ܧܷܲ =
ܹ ூ் + ܹ ௔௕௦௢௥௣ + ܹௌு௉ + ܹ௙௔௡+ܳ஼ோ஺஼/ܱܥ ஼ܲோ஺஼

ܹ ூ்

(12)

1.3.2 余热回收系统能耗计算

图 3 展示了余热回收系统主要压降部分。水冷循环部分的主要压降为冷板压降、机架附近

循环管路压降及与吸附床处压降。水冷板压降通过模拟获得，机架管路压降通过经验公式计算。

剩余的压降则基于商用机组进行估算。

图 3 余热回收系统及关键压降部件示意图

Qu 等人[14]通过数值模拟研究了通道长宽比对矩形微通道水冷板流动和传热特性的影响。

矩形微通道性能最佳的长宽比在 8.904-11.442 之间。本文通过 FLUENT 再现了文献中水冷板的

性能曲线，首先经过网格无关性验证，如表 1 所示，选择了 400 万网格数进行了后续计算，并

将其与实验结果进行了比较，验证了计算精度，如图 4 所示。

表 1 网格无关性验证

网格数（百万） 努塞尔数

7.0 15.0546
4.0 15.0332
2.1 15.0029
1.6 13.4819
0.9 17.6189



图 4 数值模型验证

选择长为 1.373mm，宽为 0.120mm，长宽比为 11.442 的矩形微通道水冷板作为本系统水

冷板，CPU 与冷板接触面积为 1000mm2，CPU 发热量 122.5W。计算采用层流模型，CPU 设

置恒定热流密度边界条件，为 12.25W/cm2，其他边界绝热。导热硅脂的导热系数设置为 5
W/mK，入口雷诺数设置为 200（0.907m/s），进水温度设置为 63°C。仿真使用 SIMPLEC 算

法，其他都使用默认设置。计算结果为：

1）水冷板压降：29.303kPa；
2）CPU 的平均温度：68.256°C，满足 CPU 温度控制要求；

3）出水均温：65.102°C。
如图 5 所示，机架附近循环管道由主管道、歧管管道及支路管道组成，图中 a-b1、e1-f 为主

管道，b1-c、d-e1为歧管管道，bi-ei 为支路管道。机架附近循环管道中的压降主要由局部损失组

成，直角弯头、突阔、突缩、三通和阀门是造成局部损失的主要部件。冷却液流入主管道后，

经歧管 b1-c 及支路管路 bi-ei 进入服务器内部，带走 CPU 热量后依次汇聚到歧管管道 e1-d，后经

主管路将热量带给吸附床。主管道有两个直角弯管、两个阀门、一个突阔、一个突缩，歧管管

道与每个分支管道交汇处都有一个三通，每个分支管道内设一个突阔，一个突缩。



图 5 机架附近循环管道示意图

突阔的局部阻力系数可以用经验公式计算：

௘ߦ = (1 −
ଵܣ
ଶܣ

)ଶ (13)

突缩的局部阻力系数为：

௖ߦ = 0.5(1 −
ଶܣ
ଵܣ

) (14)

其中 A1表示大截面的横截面积，A2 表示小截面的横截面积。直角弯头的局部阻力系数为：

௘௟௕௢௪ߦ = 1.31 + 0.13݊ଷ.ହ (15)
其中 n=D/R，D 为管道直径，m；R 为弯头的弯曲半径，m。三通阻力系数为定值：ߦ௧ = 1.5；阀

门采用球阀，阻力系数为：ߦ௙ = 2.7。单位水冷板所需的流量为 0.0000209m3/s，则主管道流量为

50.16L/min。总管路、歧管管路和支路管路的流量分别设为 1m/s、0.5m/s 和 0.9m/s。管径尺寸可

以使用以下公式计算：

ܴ = 1000ඨ
ܳ

ߨݑ60000
(16)

式中，R 为管道半径，mm；Q 为流量，L/min；u 为管道流速，m/s。再通过勃拉修斯光滑区公

式计算各管路的沿程阻力损失系数，计算公式为：

=ߣ
0.3164

ܴ ଴݁.ଶହ
(17)

则管路的总压损可以通过下式计算：

ܲ߂ = ܪ݃ߩ (18)

ܪ = ௖௛ܪ + ෍ ௜ߣ
ܮ

ܦ

ଶݒ

2݃
௜

+ ෍ ௝ߦ
ଶݒ

2݃
௝

(19)



式中，H 为总压头，由沿程阻力损失及局部阻力损失组成；Hc为静压头，取 0；L 为管长，

m；v 为流速，m/s；D 为管径，m。计算可得，机架附近循环管路压降为 234.425kPa。
水冷回路将作为驱动回路直接为吸附式制冷机组提供热量。吸附式制冷系统内部压降可分

为三部分：高温回路压降、中温回路压降及低温回路压降。高温回路即驱动回路，对于吸附式

制冷机组，可以根据实际流量调整吸附床换热器的管路设计，使压降保持在一定范围内，在目

前的商业产品中，吸附床换热器的压降大多保持在 30-60 kPa 之间，计算时取 45kPa，因此驱动

回路总压降为 308.728kPa，流量为 0.0836 m3/s。取泵效率为 0.7，高温回路所需的泵功可按以下

公式计算，结果为 36.871 kW。

ܹ௣௨௠ ௣ =
∆ ௣ܲ௨௠ ௣ ∙ ௣௨௠ݍ ௣

௣௨௠ߟ ௣
(20)

中温回路为冷却塔回路，又分为冷却塔风机功耗及循环管路泵功。根据式（8），冷却塔风

机耗电量为 16.000kW。标准冷却塔的出入口温差为 5°C，冷却塔所需的流量可以使用以下公式

计算：

݉ =
ܳ

௣ܿ∆ܶ
(21)

得所需流量为 325.800m3/h（0.0905m3/s）。参照对硅胶-水吸附式制冷机制造商 Bry-Air 中
数十种产品的分析[15]，在该流量下，冷却塔回路的压降约为 85kPa，而冷水回路约为冷却塔回

路压降的 70%。低温回路为冷水回路，为了计算冷水回路中的流量，可以使用式（21），按一

般规律，冷冻水温差为 5°C。计算得出中温回路泵功为 10.989 kW，低温回路中为 7.098 kW。

吸附式制冷系统的总功耗可以通过以下方式获得：

ܹ ௔௕௦௢௥௣ = ܹ ௖௢௢௟௜௡௚ ௧௢௪௘௥ + ܹ ௔௕௦௢௥௣௣௨௠ ௣ (22)
式中，ܹ ௔௕௦௢௥௣ ௣௨௠ ௣为吸附式制冷机组低温、中温及高温回路的泵功总和，kW。计算可得，吸

附式制冷系统的能耗为 70.815kW。

2 系统性能分析

2.1 不同冷却介质熵与火积分析

通过比较相同 CPU 温度下水冷和风冷的㶲损失和火积增量， 获得最佳冷却方式。 由于风冷

和水冷在散热能力存在区别的，因此，比较过程仅限于同一组内的高温水和低温空气。例如，

系统稳定后，CPU 温度都为 39°C，但需要水冷的入口温度为 35°C，而风冷的入口温度设置为

10°C。 从而计算出流体的㶲损失及火积增量。

流体的㶲损失[16,17]可通过下式计算：

ܹ ௅ = ܳ(
஼ܶ௉௎ − ௙ܶ௟௨௜ௗ ௢௨௧௟௘௧

஼ܶ௉௎ ∙ ௙ܶ௟௨௜ௗ ௢௨௧௟௘௧
) ଴ܶ (23)

根据火积理论[18]，流体经过高发热元件后，其火积增量为：

ܩ∆ =
1

2
݉ ௣ܿ( ௙ܶ௟௨௜ௗ ௢௨௧௟௘௧

ଶ − ௙ܶ௟௨௜ௗ ௜௡௧௟௘௧
ଶ ) (24)

计算结果如图 6 所示。 相比与风冷， 液冷具有较小的㶲损失和较高的火积增量。 对于不同的

冷却介质入口温度， 随着冷却介质入口温度的不断升高， 㶲损失都在逐渐减小， 火积增量都在增

加，这意味着在热交换过程中应用高温介质可以带来更好的性能。



（a） 㶲损失

（b）火积增量

图 6 相同 CPU 温度下不同流体和流体温度变化对㶲损失及火积增量的影响：（ a） 㶲损失、（ b）火积增量

2.2 数据中心能耗优化分析

CPU 发热量为 255W，服务器发热量为 610W，HF 为 0.41，CRAC 的 COP 定为 3.5。采用

EMM-8 吸附式制冷机组[19],当机组驱动温度为 65°C 时，其 COP 可以达到 0.85。根据文献中描



述[9]，采用的 SHP 驱动方式为重力驱动，若蒸发端保持 30℃，最高换热量为 8kW，且其值随着

室内外温差的变化而变化，当换热量为 8kW 时，蒸发端冷凝端温差为 26.5℃；当换热量为 3.5kW
时，温差为 10℃；若温差低于 10℃，SHP 将被关闭。

表 2 列出了中国五个典型的气候区域[20]：哈尔滨、北京、昆明、上海和海口。图 7 通过各

地 2021 年每小时的温度数据，获得了各地 SHP 和 CRAC 的月平均热交换量的计算结果，研究

所需的气象数据来源于 MERRA-2 [21]提供的共享气象信息。表 3 展示了不同地区数据中心的性

能指标和自然冷却效益计算结果，比较了中国五个不同城市的 PUE、EER、自然冷却比、自然

冷却小时数和节能量。最低 PUE 出现在哈尔滨，为 1.085，海口的 PUE 最高，为 1.098。数据

中心自然冷却比从海口的 27.089%到哈尔滨的 85.479%不等。此外，哈尔滨的冷却时间最长，为

7488 小时，其次是昆明，为 7064 小时。由图 7 及表 3 可知，冷却系统的能耗水平存在地域和

季节差异。CRAC 的换热量呈现“夏峰冬谷”的规律，且在高纬度地区波动较大。此外，冷却系

统的 EER 随着纬度的降低而降低。因此，在高纬度地区建立大型数据中心可以利用气候优势降

低 PUE，从而可能实现降低冷却能源需求。

表 2 中国五大气候区的代表性城市

城市 经纬度 气候 年均温/°C
哈尔滨 45.801N 126.529E 严寒地区 3.878
北京 39.902N 116.401E 寒冷地区 11.602
昆明 24.883N 102.831E 温和地区 15.696
上海 31.232N 121.469E 冬冷夏热地区 17.800
海口 20.046N 110.194E 冬暖夏热地区 25.191

(a)



(b)

(c)



(d)

(e)

图 7 五个代表性城市的分离式热管系统和机房空调系统每月热交换量变化：（a）哈尔滨、（b）北京、（c）昆

明、（d）上海和 （e）海口

表 3 地区能源效益及自然冷却效益分析

城市 PUE EER 自然冷却比
自 然 冷 却

小时数
节能/MWh

哈尔滨 1.085 11.483 85.479% 7488 4245.720
北京 1.087 11.165 76.586% 6709 4192.685
昆明 1.088 11.041 80.639% 7064 4171.222
上海 1.090 10.802 59.589% 5220 4128.399



海口 1.098 9.951 27.089% 2373 3959.057

3 结论

耦合吸附式制冷系统的数据中心相比于使用传统的机械制冷冷却的数据中心具有更高的能

效，可以作为数据中心冷却手段之一，也可以与自然冷却耦合来进一步降低 PUE。本研究通过

结合分离式热管及吸附式制冷来优化数据中心冷却系统，达到节能的目的，同时提供了一种计

算混合冷却数据中心 PUE 值的方法。主要结果总结如下：

1）对于 CPU 风冷和水冷， 随着流体入口温度的升高， 出口流体的火积增量增加， 㶲损失

减小，水冷板出口的火积增量几乎随进水温度的升高而线性增加，较高的流体入口温度具有更

好的系统性能。

2）采用吸附制冷进行余热回收，并结合分离式热管自然冷却后，在中国大部分地区数据中

心 PUE 可控制在 1.085-1.098 之间，与机械制冷系统相比该冷却系统可实现 64%以上的节能率。
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摘要：高空空气稀薄，设备的散热问题加剧，研究低压条件下的换热特性，对于高空工作设备的正常运

行至关重要。本文以圆形翅片管为研究对象，利用数值模拟的方法研究了在海拔 8km 的高空环境下翅

高、翅厚、翅间距和总管长对于翅片管换热特性的影响。结果表明：圆形翅片管的换热能力随翅高的增

加翅间距的减小而降低，在翅厚为 1mm 时换热能力较好。低压条件的翅效率比常压低 18.5%～35.7%，

得到了低压条件下环翅的翅片效率关系式。

关键词：低压，圆形翅片管，强化传热，数值模拟

0 引言

换热器是用于冷热流体间热量交换的设备，多年来，换热器在化工、运输、能源动

力、电子产品等领域得到了广泛的应用[1]。随着科学与工业的发展，要求换热设备紧凑、

轻巧、高效并小型化，这就促使人们去研究高效换热器[2]。尤其是在低气压地区，像小

型直升机、无人侦察机等一系列的航空器[3-4]，以及高海拔地区一些工业设备的散热，苛

刻的换热环境对与换热器也提出了更高的要求。为了更好的了解低气压条件对于换热器

换热特性的影响，开展高海拔环境下换热器换热特性的数值模拟研究是至关重要的。

针对高海拔低压环境下的高效换热器众多学者在换热器结构设计、性能优化

等方面展开了一定意义的研究工作。张汝行等[5]搭建压力可调的封闭环境仓，低压环

境下，管排数和循环热水温度对翅片管冷凝器空气侧对流换热特性的影响。王国文等[6]

计算了距地面 20 公里的平流层，换热量为 5kW 的换热器的基本结构和参数。张嘉文等
[7]对不同气压环境下空气侧流速和翅片间距对平翅片管换热器空气侧换热特性的影响进

行了实验研究。Ghazanfari[8]对带涡发生器的管式翅片紧凑型换热器的传热强化和压降进

行了研究，研究表明涡发生器的迎角、翼长、安装位置都会影响整体的散热性能。Elsayed[9]

研究了不同海拔下各参数对散热器热阻影响的规律，给出了有效降低热阻的途径。目前

针对换热器的多参数变化以及换热器所占体积大小的研究是有限的，因此本文将以圆形

翅片管换热器为研究对象，采用数模模拟的方法研究翅高、翅间距、翅厚、换热器管长、

基金项目：山东省自然科学基金(ZR2020ME176 和 ZR2020ME182)



翅效率对于其换热特性的影响。希望通过上述研究来为换热器的应用范围拓展提供依据。

１ 物理模型与网格划分

1.1 物理模型

图 1. 圆形翅片管换热器物理模型

Fig. 1 Physical model of circular finned tube heat exchanger

研究的基础模型为空气冷却器中广泛使用的圆形翅片管式换热器，考虑到在低压环境

中的高空飞行器，其发动机内部的空间有限[10-11]，出于减重和整体几何方面的限制，换热器

的质量和体积应对此做出调整 [12]。因此，本文采用小口径翅片管换热器，并尽可能还原发

动机舱内的换热情况。同时由于全尺寸的翅片管模型建立将会使得模拟计算难度大大增加，

为了有效解决翅片薄而翅片管长造成的计算网格多的难题，采用了分段建立模型，接续

进出口条件的方法实现，因此本文的设置如下：外部流体区域的尺寸为长：10 d、宽：4.5
d、高：4.5 d，其中 d = 20 mm 为基管的内径，基管壁厚为 1 mm。如图 1 所示为圆形翅片管

的物理模型，其中 h 为翅片高度，t 为翅片间距，δ 为翅片厚度。

1.2 初始条件及边界条件

数值模拟所用的圆形翅片管材料为碳素结构钢，所使用的环境为海拔 8 km 的环境，

由于所研究的换热器的工作环境为发动机舱内，所以选定环境温度为 80℃，其相关的物

性参数如表 1 所示：

图 2 为经过简化的数值模拟模型以及计算边界示意图。简化后的数值模拟模型包括

圆形翅片管换热器周围的空气计算域和翅片管部分的计算域。垂直与翅片管方向分别为

空气入口和出口，流体域的四周壁面均为定温绝热壁面。

表 1 管内气体物性参数表

Table. 1 Gas physical parameter table in the tube

气体参数 管内参数数值 低压管外参数数值 常压管外参数数值

密度 4.944 kg/m3 0.526 kg/m3 1.225 kg/m3

粘度 1011 J/(kg·K) 1006.43 J/(kg·K） 1006.43 J/(kg·K）

比热容 0.036 W/(m·K) 0.0211 W/(m·K) 0.0242 W/(m·K)
导热系数 0.00011925 kg/(m·s) 0.000015275 kg/(m·s) 0.000017894 kg/(m·s)
入口温度 270 ℃ 80 ℃ 80 ℃
入口流速 10 m/s 6 m/s 6 m/s



图 2. 简化数值模拟模型示意图

Fig. 2 Simplified numerical simulation model diagram

1.3 网格划分及主要研究参数

图 3 为网格划分模型，网格划分区域分为固体域(a)与气体域(b)，均采用非结构化四

面体网格，考虑到翅厚及翅根位置尺寸较小，采用局部网格加密的方法来降低网格数量，

网格数量为 150 万。本文选取翅高、翅厚、翅间距和总管长作为圆形翅片管换热器传热

的研究对象，从而探索不同尺寸下圆形翅片管的换热行为。

（a） （b）

图 3. 网格划分模型

Fig. 3 Meshing model

表 2 为翅片管模型的参数表，本研究将从翅高、翅间距、翅厚的尺寸范围中选取 5
组工况点，以中间参数翅高 15 mm、翅间距 10 mm、翅厚 1 mm 为基准，保证两个参数

不变，共建立 13 个模型，据此来研究各个参数变化对于圆形翅片管换热器换热特性的影

响。选取中间参数翅高 15 mm、翅间距 10 mm、翅厚 1 mm、管长 198 mm 的模型来进行

持续进出口条件的模拟，计算换热所需的总段数，据此来分析总管长对于圆形翅片管换

热器换热的影响。通过对比分析常压和低压条件下的圆形翅片管的翅效率和平均热流密

度，来判断常压条件下的环翅效率曲线能否用于低压条件，并给出低压条件下环翅效率

关系式。

表 2. 圆形翅片管模型参数表

Table. 2 Parameter table of circular finned tube model

参数 单位 工况 1 工况 2 工况 3 工况 4 工况 5
翅片高度 mm 11 13 15 17 19
翅片间距 mm 6 8 10 12 14
翅片厚度 mm 0.4 0.7 1 1.3 1.6



2 结果与分析

2.1 圆形翅片管换热器翅高对平均热流密度的影响

图 4 为圆形翅片管换热器翅高变化后的温度分布云图，由图 4 可以看出，在翅片管

换热器翅片厚度与翅片间距不变的前提下，随着翅片高度的增大，靠近翅根位置的高温

区域面积在逐步的减小，由于翅片管长度较短，以及低压条件空气压力、空气密度均较

低，即使在强制对流的工况下，管内的高温气体温度变化依旧不明显。图 5 所示的是圆

形翅片管换热器平均热流密度随翅高变化趋势图，从图中可以看出，翅片以及基管位置

的平均热流密度随着翅片高度的升高而逐渐降低，当翅片高度从 11 mm 增加至 19 mm，

翅片以及基管位置的平均热流密度从 2597.99 W/m2降低至 1497.91 W/m2，这与温度云图

当中的变化趋势一致。这是由于基管位置的换热面积不变，它的平均热流密度几乎不变，

翅高的增加使得翅片的换热面积增加，而翅片位置的平均热流密度低于基管位置从而导

致整根翅片管的平均热流密度逐渐降低。

图 4. 圆形翅片管翅高 h 改变的温度分布云图

Fig. 4 Temperature distribution cloud diagram of circular finned tube fin height h change

图 5. 翅片管换热器平均热流密度随翅高变化趋势图

h = 11 mm h = 13 mm h = 15 mm

h = 17 mm h = 19 mm



Fig. 5 The variation trend of average heat flux density of finned tube heat exchanger with fin height

2.2 圆形翅片管换热器翅间距对平均热流密度的影响

如图 6 所示为圆形翅片管翅间距改变的温度分布云图，从图中可以看出当翅片间距

为 6 mm 时，翅片上的高温区域的面积最小，当翅片间距为 14 mm 时，翅片上的高温区

域的面积最大，且可以观察出翅片间距的逐步升高使得翅片的高温区域面积逐渐增大。

图 7 为圆形翅片管换热器翅片与基管位置平均热流密度随翅间距变化的趋势图，从图中

可以看出，当翅片间距从 6 mm 增加至 14 mm，翅片以及基管位置的平均热流密度从

1542.75 W/m2升高至 2239.34 W/m2，与图 6 的温度云图趋势一致，可以看出在保证翅片

高度与翅片厚度不变的情况下，随着翅片间距的增大，圆形翅片管换热器的换热情况逐

步增强。由于翅片位置的换热面积不变，它的平均热流密度变化较小，翅间距的增加使

得基管的换热面积增加，而基管位置的平均热流密度大于翅片位置，从而导致整根翅片

管的平均热流密度逐渐增大。

图 6. 圆形翅片管翅间距 t 改变的温度分布云图

Fig. 6 The temperature distribution cloud diagram of the change of the fin spacing t of the circular fin tube

图 7. 翅片管换热器平均热流密度随翅间距变化趋势图

Fig. 7 The variation trend of average heat flux density of finned tube heat exchanger with fin spacing

t = 6 mm t = 8 mm t = 10 mm

t = 12 mm t = 14 mm



2.3 圆形翅片管换热器翅厚对平均热流密度的影响

图 8 为圆形翅片管换热器翅片厚度改变的温度分布云图，由图中可以看出，在不改

变翅片高度、翅片间距的前提下，当翅片厚度为 1 mm 时，翅片翅根位置的高温面积区

域最大，而当翅片厚度为 0.4 mm、0.7 mm、1.3 mm、1.6 mm 时翅根位置的高温面积区

域均小于它。通过对比图 9 翅片管换热器平均热流密度随翅厚变化的趋势可以看到，当

翅片厚度从 0.4 mm 增加至 1 mm 时，翅片以及基管位置的平均热流密度从 1691.82 W/m2

升高至 2239.34 W/m2，当翅片厚度从 1 mm 增加至 1.6 mm 时，翅片以及基管位置的平均

热流密度从 2239.34 W/m2降低至 1768 W/m2。与图 8 翅片管温度云图趋势进行比较可以

发现，当翅片厚度为 1mm 时，圆形翅片管换热器的换热性为最佳。

图 8. 圆形翅片管翅厚 δ 改变的温度分布云图

Fig. 8 The temperature distribution cloud diagram of the change of the fin thickness δ of the circular 

finned tube

图 9. 翅片管换热器平均热流密度随翅厚变化趋势图

δ = 0.4 mm δ = 0.7 mm δ = 1 mm

δ = 1.3 mm δ = 1.6 mm



Fig. 9 The variation trend of average heat flux density of finned tube heat exchanger with fin thickness

2.4 圆形翅片管换热器入口温度对平均热流密度的影响及总管长计算

图 10 为各段翅片以及基管位置平均热流密度随着入口温度变化的趋势图，从图中

可以观察到，当各段入口温度从 543.15 K 减少到 384.15 K 时，各段的平均热流密度从第

一段的 1950.47 W/m2 减少到最后一段的 296 W/m2。通过对比曲线的斜率变化以及曲线

各点间的长度可以看出，在接近目标温度的几段循环时，平均热流密度以及温度的变化

逐渐减小，这是由于管内的高温气体与环境温度越来越接近导致的，使得换热器换热情

况逐渐变差，增加了换热器的管长。由模拟的计算结果可知，进行分段循环将 543.15 K
的高温气体降温至 383.15 K 以下，一共需要循环 36 段，所采用的圆形翅片管的管长为

0.198 m，因此翅片管的总长为 7.198 m。

图 10. 翅片管换热器平均热流密度随各段入口温度变化趋势图

Fig. 10 The variation trend of average heat flux density of finned tube heat exchanger with inlet

temperature of each section

2.5低压与常压条件下圆形翅片管翅效率曲线及平均热流密度对比分析

圆形翅片管选择的参数为翅高 15 mm、翅厚 1 mm、翅间距 10 mm，分别对低压与

常压工况进行模拟，图 11 为低压与常压圆形翅片管平均热流密度的对比图，从图中可以

看出在低压条件下翅片管的平均热流密度为 1955.47 W/m2，在低压条件下翅片管的平均

热流密度为 2155.37 W/m2，在低压条件下，圆形翅片管换热器平均热流密度下降约 10%。

采用翅效率来表示翅片散热的有效程度，基于所模拟得到数据来计算圆形翅片各

个参数下的翅效率，翅效率的物理意义[13]：

ηf
=

实际散热量

假设整个翅表面处于翅基温度下的散热量

其中，ηf为翅效率，结合圆形翅片数据分析得到翅效率计算公式：

ηf =
qA

q'A'
其中，q 为基管内壁的平均热流密度，W/m2，A 为基管的内表面积，m2，q’为基管外表

面的平均热流密度，W/m2，A’为基管和翅片的外表面积，m2。



图 11. 低压与常压圆形翅片管平均热流密度对比图

Fig. 11 Comparison of average heat flux density of low pressure and normal pressure circular finned tube

(a) (b)

(c)
图 12.圆形翅片管翅效率随结构参数变化趋势图

Fig. 12 The variation trend of fin efficiency of circular finned tube with structural parameters

图 12 为圆形翅片管翅效率随结构参数变化的趋势图，从图中可以看出，随着翅高的



增大，圆形翅片管的翅效率从 70.28%降低至 44.37%，随着翅间距的增大，翅效率从 42.41%
增大至 65.10%，随着翅厚的逐渐增大，翅效率从 52.65%增大至 59.03%。

本文所研究的圆形翅片管参数的 r2’/r1 值为 2.05～2.77，图 13 为所绘制的圆形翅片

管低压与常压翅效率曲线图，从图中可以看出，各个参数下翅效率的点均处于常压下

r2’/r1 为 2、3 曲线以下，拟合的低压条件下的效率曲线也是低于常压下的效率曲线，比

常压低 18.5%～35.7%。对低压翅效率进行拟合得到其关系式为：ηf = 135.27（1+x）-2.09，

其中 x = (H')3/2[h/(λAL)]1/2，拟合误差值为 5.39。因此可以判断出，目前常压下的环翅效

率曲线并不适用与低压条件下翅效率的计算，若要进行低压条件下环翅翅片效率的计算,

可参照拟合关系式进行计算。

图 13.圆形翅片管低压与常压翅效率曲线图

Fig. 13 Fin efficiency curves of circular finned tube under low pressure and normal pressure

3. 结论

本文以圆形翅片管换热器为研究对象，分析了翅片高度、翅片间距、翅片厚度、总

管长、翅效率等因素对翅片管换热特性的影响，建立了各种参数下的圆形翅片管传热模

型，对模拟结果分析后得到结论：

（1）在保证翅高、翅间距、翅厚、其中两个参数不变的情况下，基管与翅片的平均

热流密度随着翅高的增加而减少，从 2597.99 W/m2降低至 1497.91 W/m2。平均热流密度

随着翅间距的增大而增大，从 1542.75 W/m2升高至 2239.34 W/m2.。随着翅片厚度的变化

发现，当翅厚为 1 mm 时换热效果最好达到 1950.47 W/m2.。

（2）针对翅高 15 mm、翅间距 10 mm、翅厚 1 mm、管长 198 mm 的模型来进行持

续进出口条件的模拟，发现总管长为 7.198 m 时，可将温度 270℃降低至 110℃。翅片管

的入口温度随着循环段数的增加而减少，翅片以及基管位置的平均热流密度随着入口温

度的减小而减小。

（3）通过随着翅高的增大，圆形翅片管的翅效率从 70.28%降低至 44.37%，随着翅

间距的增大，翅效率从 42.41%增大至 65.1%，随着翅厚的逐渐增大，翅效率从 52.65%增



大至 59.03%。

（4）通过对比常压和低压条件下圆形翅片管的平均热流密度可以发现：在低压条件

下，圆形翅片管换热器平均热流密度下降约 10%。通过对比常压和低压条件下圆形翅片

的效率曲线可以发现：常压下的环翅效率曲线并不适用于低压条件下翅效率的计算，常

压下的环翅效率比常压低 18.5%～35.7%。通过拟合低压的数据点获得拟合关系式为

ηf=135.27（1+x）-2.09，其中 x=(H')3/2[h/(λAL)]1/2，拟合误差值为 0.91，为计算低压条件下

环翅的翅效率提供参考。

参考文献

[1] 陈金友, 杨林, 漆波. 翅片管布置方式对管翅式散热器换热性能的影响[J]. 江苏科技信息, 2016,

(06): 61-3.

[2] DING W, ERI Q, KONG B, et al. Numerical investigation of a compact tube heat exchanger for

hypersonic pre-cooled aero-engine[J]. Applied Thermal Engineering, 2020, 170: 114977.

[3] LIU Z, SUN M, HUANG Y, et al. Investigation of heat transfer characteristics of high-altitude intercooler

for piston aero-engine based on multi-scale coupling method[J]. International Journal of Heat and Mass

Transfer, 2020, 156: 119898.

[4] LIU Y, XU G, FU Y, et al. Airside pressure drop characteristics of three analogous serpentine tube heat

exchangers considering heat transfer for aero-engine cooling[J]. Chinese Journal of Aeronautics, 2022,

35(12): 32-46.

[5] 张汝行, 柳建华, 张良. 翅片管冷凝器低压环境下空气侧换热特性研究[J]. 制冷学报, 2021, 42(01):

99-104.

[6] 王国文, 陈红. 高空风冷换热器的设计与仿真[J]. 制冷与空调, 2016, 16(01): 18-20.

[7] 张嘉文, 柳建华, 张良, 等. 低气压下翅片管换热器空气侧换热特性的实验研究. 热能动力工程,

2020, 35(05): 87-91.

[8] GHOLAMI A A, WAHID M A, MOHAMMED H A. Heat transfer enhancement and pressure drop for

fin-and-tube compact heat exchangers with wavy rectangular winglet-type vortex generators[J].

International Communications in Heat and Mass Transfer, 2014, 54: 132-40.

[9] ELSAYED M L, MESALHY O, KIZITO J P, et al. Performance of a guided plate heat sink at high altitude

[J]. International Journal of Heat and Mass Transfer, 2020, 147: 118926.

[10] LI H, LIU H, ZOU Z. Experimental study and performance analysis of high-performance micro-channel

heat exchanger for hypersonic precooled aero-engine[J]. Applied Thermal Engineering, 2021, 182:

116108.

[11] XU Z, NING X, YU Z, et al. Design optimization of a shell-and-tube heat exchanger with disc-and-

doughnut baffles for aero-engine using one hybrid method of NSGA II and MOPSO [J]. Case Studies in

Thermal Engineering, 2023, 41: 102644.

[12] LIU Z, SUN M, HUANG Y, et al. Performance of parallel plate-fin heat exchanger for piston aero-engines



with front-placed guide plate at high altitude[J]. Applied Thermal Engineering, 2022, 214: 118829.

[13] 潘小勇. 流体力学与传热学[M]. 1 ed.: 江西高校出版社.



基金项目：山东省自然科学基金(ZR2020ME192)

中国工程热物理学会 学科类别:传热传质

学术会议论文 编号：233550

轨道位置对 AMS 主散热器温度波动的影响

祁建华 1，杨宸 1，郑晨 2，宋继伟 1*

（1 山东大学热科学与工程研究中心，济南市，250061；2 山东高等技术研究院，济南市，250100）

(Tel:13606416698, Email:sjw2002@sdu.edu.cn)

摘要：AMS 随 ISS 在近地轨道运行，其主散热器温度受 β 角、ISS 相关操作的影响，还与所处轨道位

置有关。本文分析了地球绕太阳公转轨道位置和 ISS 绕地轨道位置对主散热器温度的影响。数据显示，

同一地球公转位置，太阳总辐照度每年趋势一致，但太阳辐照度数值不恒定，由此引起相应温度的波

动。本文研究工况条件下，相同轨道位置，由太阳总辐照引起的测点最大温差 6.06℃；单轨道周期内，

WAKE 侧主散热器相同测点最大温差 10.2℃。

关键词：AMS，地球公转轨道，太阳总辐照，近地轨道

0 前言

阿尔法磁谱仪(Alpha Magnetic Spectrometer, AMS)是安装在国际空间站(International
Space Station, ISS)上的大型粒子探测装置，探测宇宙中的暗物质和反物质[1-3]。AMS 安装

在 ISS 主桁架的右侧，处于高真空、微重力和低温的太空环境中，如图 1 所示。热控制

系统(Thermal Control System, TCS)是保证其在太空安全稳定运行的关键。

AMS 跟随 ISS 在近地轨道绕地球旋转，同时跟随地球绕太阳旋转。AMS 所处的热

环境随时间和空间变化而改变。AMS 在轨运行采集的热数据提供了最直接的信息，反映

了轨道上的热环境特征和 TCS 响应特性。数据分析是了解空间热环境、研究空间装置热

控制机理的有效途径。

图 1 安装在 ISS 上的 AMS

现有的热数据分析主要集中在长期平均温度变化和极端温度条件预防[4-8]。事实上，

AMS 海量的运行热数据为研究单一因素对热环境的影响提供了高精度数据支撑。

AMS 安装在国际空间站之前的 TCS 研究，主要集中在热设计和地面测试，以确保

其在低轨轨道上的顺利运行[9-11]。AMS 安装在 ISS 之后, TCS 经受住了空间热环境的严

峻考验，也面临一些极端条件。为了应对热环境的某些变化，也采取了相应的措施，如：



布置热毯或通过打开/关闭加热器，满足相关热控制的要求。海量在轨运行热数据分析为

准确描述 AMS 热环境和影响因素、建立相应热控模型及策略提供了必要支持。

AMS 主散热器安装在 AMS 最外层，直接面向轨道热环境，主辐射器状态和响应特

性对于了解轨道热环境特征非常重要。Molina et al.[11]分析了 RAM 侧和 WAKE 侧主散热

器的基本设计，包括热管布局和加热器片布置。Wang et al.[5,12]分析了温度随 β 角变化的

趋势，根据遥测数据探讨了 AMS 主散热器的温度波动情况，分析了温度警报情况及 ISS
操纵对 AMS 温度的影响。Cui et al.[13]总结了由 β 角、ISS 姿态、ISS 太阳能板阵列及其

右舷主散热器对 AMS 热环境的影响。Zheng et al.[4,6]通过遥测数据系统研究了 ISS 典型

操作和热毯对 AMS 主要部件的影响。Xie et al.[14]根据模拟，计算了 AMS 主散热器的外

部热通量密度。Zheng et al.[15]数值研究了不同 ISS 姿态下 RAM 侧和 WAKE 侧主散热器

的外部热通量和温度响应特性，总结了高温异常发生情况，数据显示在 ISS 典型操作下

的高温异常发生概率可达 42.0%。

实际轨道热环境复杂，许多因素会影响相关热控制模型的准确性。其中，太阳总辐

照(Total Solar Irradiance, TSI)和地球红外辐射是关键因素，二者均不是常数。在太阳公转

轨道近日点和远日点，TSI 差异很大，一年四季地表温度有很大不同。C.A et al.[16]评估

了太阳常数，研究了它与太阳活动的关系，建立了太阳辐照度模型，提出了修正的太阳

常数值。Qi et al.[17]计算了 ISS 按照+XVV 飞行时 AMS 接收的地球红外辐射，发现地球

红外辐射在极端 β 角区域占比较大。以 ISS 运行在 370 公里高度为例，RAM 侧主散热器

在 β=-75°时，地球红外辐射在外部热通量占比可达 80.1%，WAKE 侧主散热器在 β=75°

时，地球红外辐射可占 68.3%。航天器吸收太阳辐射由 TSI 及其组件遮挡效应决定，而

TSI 随轨道位置不同而有很大差异；实际计算中，地球红外辐射强度也与 TSI 有相关性。

通常情况，ISS 太阳能阵列为自动追踪阳光模式，在轨运行的 AMS 主散热板采用热

管被动热控及电加热主动热控等方式参与温度调节，温度传感器每分钟记录一次数据。

本文基于海量遥测数据，通过 AMS 主散热器的温度变化特性，研究了轨道位置对主散

热器温度波动的影响，为相应热控策略的建立提供了相应参考。

1 AMS 热环境

1.1 β角

β 角为太阳光照矢量和 ISS 轨道平面之间的夹角，是决定 AMS 上太阳光照方向的

关键参数。β 角的值每年在(-75，+75)范围周期变化，极值与地球绕太阳公转有关，其

中，最小值出现在 1 月份，最大值出现在 6 月份，如图 2 所示。

图 2  β 角在一年中的变化情况

1.2 热平衡方程

根据能量守恒定律，AMS 在轨运行的热平衡方程表达如下:



solar alb IR(earch) p diss interQ Q Q Q Q Q     (1)

其中，Qsolar为太阳辐射能，Qalb为地球反射的太阳辐射能，QIR(earth)是地球红外辐射能，

Qp是内部热耗率，Qdiss是向空间的散热，Qinter热增量，以上单位均为 W。

对于 AMS 主散热器, 每个温度传感器(节点)的热平衡关系可用式(2)表示，节点示意

如图 3 所示。
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其中，(cm)j 指节点 j 的热容量，单位 J/K，l 是与节点 j 相关的辐射换热的节点数，i 是
与节点 j 进行辐射换热的最近的节点，σ 是玻尔兹曼常数，Ri,j 是辐射传导率，Ti和 Tj是

节点 i 和节点 j 的温度，n 是与节点 i 进行热量交换的节点数量，Di,j是节点 i 和节点 j 间
的热导率，Qsj 表示节点 j 吸收的外部热通量，单位 W，Qpj 是节点 j 的热耗散量，单位

W。

图 3 温度节点示意

外部热通量 Qsj包括三部分[18,19]:
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其中，αS是太阳吸收比，a 地球发射率(0.3)，S 是太阳辐照，在 1304 W/m2  1398 W/m2

范围变化[20]，如图 4 所示，A 是主散热器的表面积，单位 m2，E 是地球红外辐射强度，

其值在 228.2 W/m2244.7W/m2，可通过公式(4)计算。XS、Xr、Xa分别是太阳辐射角系数、

地球红外辐射角系数、地球反射太阳辐射角系数。
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图 4 太阳总辐照在一年中变化

以上热平衡分析，旨在表明 AMS 主散热器温度测点相应位置及主要影响因素。

1.3 ISS 运行轨道

ISS 的轨道倾角为 51.5，其绕地运行覆盖的地球纬度范围为(-60,+60)，如图 5 所

示。由于地球不同纬度的地面辐射特性不同，AMS 接收的地球红外辐射易受 ISS 运行纬

度变化的影响。分析 AMS 在单个轨道周期内的温度变化情况，可呈现这种特征。

图 5 ISS 近地轨道运行示意

由于主散热器特定结构和材料特性，RAM 侧主散热器和 WAKE 侧主散热器可以看

作具有独立等效热容的部件，其值可有下式计算：

QC
T





(5)

其中，C 是 AMS 主散热器的等效热容，单位 J/K，ΔQ 指热通量的变化，单位 J，ΔT 指

温度变化，单位 K。在 ISS 没有进行特殊操作时，ΔQ 和 ΔT 由太阳总辐照度和地球红外

辐射强度决定。

由于地球自转引起的太阳辐照变化也会导致温度异常的发生。AMS 的 RAM 侧主散

热器和 WAKE 侧主散热器允许的温度范围汇总在表 1 中。

表 1 AMS 主散热器和 PDS 允许温度

Table 1 The permitted temperature of AMS main radiators and PDS

位置 传感器
警告限值 报警限值

低(℃) 高(℃) 低(℃) 高(℃) 

RAM 主散热器 RR1~RR4 -15 45 -20 50
WAKE 主散热器 WR1~WR4 -15 45 -20 50
配电系统(PDS) PDS-A~PDS-D -20 43 -25 48

2 讨论

2.1 轨道位置相同的情况



本节分析了 AMS 主散热器在地球公转轨道相同位置上不同年份的轨道平均温差。

选取 2011 年至 2020 年每年 5 月的一天的遥测热数据，选取相同 β 范围进行分析。

通过传感器实测数据，分析地球公转轨道单一因素影响的 AMS 主散热器平均温差

逐年变化，如图 6 所示，主散热器的温度每年都有很大波动。选择一定 β 范围(-1.5°，3.0°)，
反映了太阳光照矢量和 ISS 轨道平面近似平行的情况，分析一天平均温度, 长时间周期

内温度差异巨大。一般情况，随着时间推移，每个温度传感器的温差由太阳辐照引起，

客观证明了太阳辐照不是一个常数。 此外，不同传感器的温度变化不同，主要原因是与

温度传感器位置及电加热片布置有关。2011 年至 2020 年 5 月某一天，RR2、RR4、WR1
和 PDS-B 最大温差分别为 2.0℃、1.2℃、6.06℃和 4.08℃。

图 6 主散热器测点平均温度逐年变化（给定 β 角范围、地球公转位置）

以上分析显示，RAM 侧和 WAKE 侧主散热器的测点平均温度具有一致的趋势，客

观的反映了太阳总辐照在长周期时间的波动特征。

2.2 轨道位置不同的情况

2.2.1 β角极值的情况

由图 2 所知，当 ISS 绕地球旋转，β 角的极值出现在近日点和远日点。本节通过分

析近年来 AMS 主散热器温度随 β 角变化情况，研究 β 角极值对温度的影响，如图 7 所

示。可以看出，当 β=-75°时，AMS 温度高于当 β=+75°时的温度，因为 β = -75° 时，太

阳照射 ISS 右舷，β=+75°时，ISS 太阳能板阵列要锁定一段时间，防止被连续照射。而

在 β 角在某个值时呈现的温度波动往往与运行轨道参数的变化有关。

图 7 轨道平均温度随 β 角变化情况

2.2.2 相同的 β角



取一整年为例(2019 年), AMS 分别在一月和六月到达近日点和远日点。太阳辐照达

到相应极值，是一年内的极端工况，此时地球红外辐射差别很大。有必要分析温度波动

范围，以便采取有效措施应对可能出现的温度异常。

如图 8 所示，β 角在(-18℃,-24℃)范围时分别取 2019 年 1 月 1 日和 6 月 12 日 RR1
传感器的数据进行分析，温度波动范围分别为(-3.8℃,7.9℃)和(-5.5℃,4.5℃)，其平均温

差为 2.5℃。对于 RR3 温度传感器，在以上相同工况及时间段测得的温度波动范围分别

为(-0.5℃,21.0℃)和(-4.1℃,16.2℃)，其平均温差为 4.2℃。可以看出，RAM 侧主散热器

的温度变化在运行范围，没有出现温度异常。

(a) RR1 传感器 (b) RR3 传感器

图 8 RAM 侧主散热器测点温度变化

如图 9 所示，取相同工况及时间(2019 年 1 月 1 日、6 月 12 日)分析 WR3 温度数据，

波动范围分别为(19.5℃,38.5℃)和(14.2℃,31.6℃)。近日点太阳辐照对主散热器温度影响

明显大于远日点。此外，由于 PDS 散热较大，PDS-D 温度超过了 2019 年 1 月高温警戒

线，同时太阳辐射和地球红外辐射增加使高温达 45.0℃。此时，建议将 ISS 左舷和右舷

太阳能板阵列锁定一段时间，在满足 ISS 相关任务前提下关闭高温报警区域的电加热器

并调整配电，以解决高温异常情况。在 6 月 12 日，PDS-D 温度仅在(34.5℃,39.5℃)范围

波动，未出现温度异常。

(a) WR3 传感器 (b) PDS-D

图 9 WAKE 侧主散热器测点温度变化情况

传感器温度波动情况与其位置密切相关。为了解 AMS 主散热器的温度分布，找到

温度较高或较低且随季节变化剧烈区域，图 10 和图 11 分别给出了 2019 年 1 月 1 日和 6
月 12 日 AMS 主散热器温度场情况，可得季节变化引起的温度变化和温度梯度情况。温

度数据来源于 AMS 实测数据，对应温度测点位置参考图 3(b)所示。

图 10 给出了 AMS 位于近日点时，主散热板温度场情况，其中，太阳常数最大

1398W/m2，地球红外辐射强度最大 244.7W/m2。研究发现，由于存在大功率电子箱

TMPD2，RAM 散热器左侧温度水平低于右侧，如图 10(a)所示。WAKE 侧主散热器除配



电箱 PDS 呈现高温区域，使 WAKE 侧主散热器底部具有较大温度梯度，其他区域温度

场更均匀，如图 10(b)所示。

(a) RAM 侧主散热器 (b) WAKE 侧主散热器

图 10 主散热板温度场（2019 年 1 月 1 日）

图 11 给出了 AMS 位于远日点时主散热器温度场情况。其中，太阳常数最小

1304W/m2，地球红外辐射强度最小 228.2W/m2。结果表明，主散热板最高温处为 35.6℃，

并且 6 月 12 日的温度水平明显低于 1 月 1 日温度水平。由于主散热器结构及其传热特性

的原因，1 月 1 日与 6 月 12 日两个时间的主散热板温度场分布具有相似性。

(a) RAM 侧主散热器 (b) WAKE 侧主散热器

图 11 主散热器温度场（2019 年 6 月 12 日）

从图 10 和图 11 可以看出，在 1 月 1 日和 6 月 12 日，由于地球公转位置变化，最大

的温差出现在 RAM 侧主散热器中上部，为 5.1℃，以及 WAKE 侧主散热器左上部、右

上部和底部，为 10.2℃。综上，由于太阳辐照随地球公转位置变化，一年内会造成 WAKE
侧主散热器相应位置最大 10.2℃的温差。

2.3 ISS 运行轨道与地球相对位置的影响

本节分析了 AMS 跟随 ISS 飞行时，RAM 侧和 WAKE 侧主散热器温度随 ISS 与地球

相对位置的变化情况。选择 β = -23°且 ISS 没有典型操作下，以 2019 年 1 月 1 日发生的

一个单轨道周期的温度数据进行分析。结果表明，RAM 侧散热器和 WAKE 侧主散热器

温度数据呈现相似的变化趋势。如图 12 所示，在本文研究范围，RR1-RR4 传感器和

WR1-WR4 传感器的温度呈现先下降，后上升，再下降的趋势。这一现象是由于地球红

外辐射随地球纬度变化和地球阴影的存在而产生。RR3 传感器于 2019 年 1 月 1 日 3 时

07 分达到最高温度 20.1℃。这是因为太阳通过两个太阳能电池阵列之间的缝隙照射到



RR3 传感器所在位置，导致该位置温度急剧上升。随着 ISS 运行，太阳光被太阳能电池

阵列阻挡，RR3 的温度再次开始下降。

由于 ISS 轨道倾角的原因，AMS 跟随 ISS 绕地球运行过程，其覆盖的地球纬度范围

在-60°至+60°之间，一个轨道周期后半部分的温度下降是由于 ISS 进入地球阴影的原因，

如图 12 所示，其中，图 12(a)反映了 RAM 侧主散热器相应测点温度变化情况，图 12(b)
反映了 WAKE 侧主散热器相应测点温度变化情况。

(a) RAM 侧主散热器 (b) WAKE 侧主散热器

图 12 一个轨道周期内温度变化情况（2019 年 1 月 1 日）

与 1 月 1 日 AMS 主散热器温度波动比较，6 月 12 日的温度波动有一定的相位差，

如图 13 所示，其中，图 13(a)反映了 RAM 侧主散热器相应测点温度变化情况，图 13(b)
反映了 WAKE 侧主散热器相应测点温度变化情况。在一个轨道周期的两个时间点上，

温度变化规律相同。当 ISS 处于地球阴影下时，AMS 主散热器的外部热辐射仅来自地球

红外辐射。此时，ISS 纬度从-60°到+60°不等，ISS 进入了周期的后半部分，地球红外辐

射总体上随着地球纬度增加而减少。

(a) RAM 侧主散热器 (b) WAKE 侧主散热器

图 13 在一个轨道周期内温度变化（2019 年 6 月 12 日）

3 结论

本文基于 AMS 海量遥测热数据研究了轨道位置对 AMS 主散热板温度变化的影响，

进一步了解了低地球轨道热环境。此外，针对太阳辐照引起的温度异常进行研究，提出

了相应的控制方案，以保证运行温度在允许范围内。结论如下：

(1) 在轨运行的 AMS 海量热数据分析可以说明，太阳总辐照每年都会发生变化，进

而对轨道热环境产生影响。本文研究工况条件下，相同轨道位置上由太阳总辐照引起的

最大温差为 6.06℃。

(2) 本文研究范围，以一年为研究周期，远日点处 WAKE 侧主散热器最大温差可达

10.2℃。不同轨道位置可能导致 PDS 高温异常，当 ISS 位于近日点时，可通过锁定左舷、

右舷太阳能阵列和调整电源分配以避免温度异常。分析 ISS 单个轨道周期内 AMS 主散



热器测点温度变化的规律。结果表明，在 ISS 运行过程中，地球红外辐射随地球纬度的

增加而减小。

以上研究给出了某些单一因素对 AMS 热环境的影响分析，对 AMS 的安全稳定运行

具有重要意义，可为其他空间实验提供参考。
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摘要：冷藏陈列柜是商超设备中的重要组成之一，但其开放的货物陈列方式导致能耗较高。现有的研

究集中于如何降低陈列柜热负荷，但忽略了货物数量变化对陈列柜性能的影响。本文通过数值模拟研

究了不同货物摆放方式下陈列柜的性能波动，利用前侧挡风板、均风板、孔隙率、翼型结构优化陈列

柜，优化后的换热量、平均温度和均温性均值和方差分别降低 97W/436W、1.51°C/0.08°C、0.14°C/0.69°C。

并对优化方案进行了通用性分析，其研究结果可应用于其他型号的陈列柜。

关键词：冷藏陈列柜，数值模拟，结构优化，性能分析。

0 前言

中国冷链物流企业快速健康发展，相应的终端产品、商业超市、餐饮冷冻冷藏等对

冷链物流的需求持续增加[1]。作为食品冷链物流产业线的终端环节，商用冷藏设备在冷

链物流行业的需求持续增加。

商用冷藏陈列柜位于食品冷链的末端环节[2]，冷藏陈列柜安置于大型商业超市内，

用于食品销售、陈列环节[3]。冷藏陈列柜是具有独立制冷系统的展示柜，内部保存食品

需维持在指定温度内，进行冷冻和冷藏，同时对其展示性能存在较高的要求。冷藏陈列

柜再满足顾客购物需求的同时，由于其开放的货物陈列方式，导致冷藏陈列柜始终面对

着能耗较高的问题。

通常，降低冷藏陈列柜能耗的方法是在货架外侧设置风幕，利用风幕来减少冷热空

气的混合，保持货架内部低温环境的同时阻止外部空气的渗透，以此降低热负荷并减少

能耗。目前的研究集中于通过风幕与柜体结构的优化进而提高冷藏陈列柜性能。Wu 等[4]

通过数值模拟研究发现，陈列柜后壁开孔孔隙率为 3%时的货物温差比孔隙率为 0%时降

低 2°C。Sun 等[5]发现在冷藏陈列柜中，冷空气向下流动容易受到周围横向气流的影响，

通过数值模拟方案，采用导风条对风幕进行保护。结果发现，导风条对气幕有垂直加速

作用，可以形成更坚固的气幕从而抑制周围环境热空气的侵入，进而提高陈列柜性能。

通过调研发现，现有研究通常将货物设为满负载状态进行陈列柜性能分析，但

Faramarzi 等[6]的研究指出，冷藏陈列柜产品货物数量的变化主要影响冷负荷。经过对比

基金项目：天津市科技计划（No. 2021ZD031）



发现，半负荷货物能达到最小风幕冷负荷，其中风幕冷负荷仅为 350W；而当货物为满

载时，风幕冷负荷为 500W[7]。一部分学者基于货物空载时研究内部性能变化。结果发现

风幕总体的长宽比、出风口角度和机柜主体的高宽比都会影响风幕的稳定性。较小的风

幕长/宽比使风幕夹带率减小，内部温度分布均匀和密封能力得到改善。空气幕向外排放

有利于密封的稳定性。当出口角度角在 15-20°范围内时，空气幕的性能最优[8]。同时，

货物的摆放直接影响了后壁开孔流出的冷空气的流动状态，若不进行合理的优化，从货

架内横向流出的气流将干扰货架外风幕的质量。

综上所述，有必要对陈列柜内货物的数量及其摆放对陈列柜的性能进行研究分析。

本文基于数值模拟方案，分析不同的货物摆放方案对陈列柜风幕结构及整体性能的影响，

并在此基础上优化其陈列柜结构参数，以获得在各货物数量及摆放方式下性能变化最小

的陈列柜结构参数。

1 建模及分析方法

1.1 几何模型

如图 1（a）所示，陈列柜运行时底部风扇将空气吸入蒸发器内部，经由蒸发器降低

温度为冷空气，后分为两部分，一部分冷空气由出口吹出与进口处共同作用形成风幕，

保护内部制冷环境；一部分由后背板吹出并与内部货物换热，降低内部货物温度。实验

测试环境按照 ISO 23953[9]进行，同时保持模拟时计算域大小与之相同，如图 1（b）所

示。
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图 1 模拟模型结构

表 1 冷藏陈列柜细节参数



为通过优化陈列柜结构进而降低货物摆放位置对陈列柜性能的影响，增加三种结构

并进行优化，如图 1（c-d）所示。前侧挡风板可以防止周围空气的侵入，维持内部制冷

环境，降低平均温度和温度均匀性。后背板孔隙率的变化可以调节后背板与出口之间的

流量，同时也会影响换热量、平均温度和温度均匀性。均风板会改变五层后背板和出口

处冷空气的流量分配。陈列柜的详细参数如表 1 所示。

名称 参数 数值

冷藏陈列柜 W×L×H（mm×mm×mm） 986 × 770 × 2000
出口（W×L）（mm×mm） 914.6 × 50
进口（W×L）（mm×mm） 914.6 × 29

孔隙率 （%） 3.47
货物 W×L×H（mm×mm×mm） 75 × 90 × 40

密度（kg/m3） 1050
比热（J/kg·K） 3170

热导率（W/m·K） 0.7
单层货架内数量（层×列） 2×3

前侧挡风板 W×L（mm×mm） 60-100 × 400-600
均风板 W×L（mm×mm） 5-25 × 60-80
孔隙率 / 0%-3%
翼型结构 H（mm） 80

本文对不同的货物摆放方式与数量进行了模拟研究，对比各模型在不同货物摆放方

式下的陈列柜性能参数的均值与方差。并将无前侧挡风板、均风板和后壁开孔的模型作

为原始模型，对比获得性能最佳的优化结构。其货物摆放方式如表 2 所示。

表 2 货物排布方案

货物安排 计算公式 数量

单层 3 2 1 0
3 3 3 3C C C C   8

双层且上层有一列 1 2 1 3 1
3 3 2 3 3C C C C C    12

双层且上层有两列 2 2 3 2
3 2 3 3C C C C   6

双层且上层有三列 3
3C 1

满载 / 1
空载 / 1
共计 / 29

1.2 控制方程

本文使用 Creo 建立几何模型并使用 FloEFD 软件求解传热传质过程，FloEFD 其优

越性与特点在于：计算迭代速度快、网格自适应求解，自动划分固体和流体区域网格，

并可对模型结构细小位置进行局部网格加密。求解时其内部的连续性方程如下所示：



0u v w
x y z
  

  
  

（1）

其中，u、v 和 w 分别是方向 x、y 和 z 的速度。

动量守恒方程[10]:

2-
 

    
 


DV g P V

Dt
   （2）

其中，ρ、g、P 和 μ 分别是密度、重力加速度、压力和动态粘度。采用 k-ε 湍流模型求

解动量方程。

能量守恒方程[10]：
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p p p
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（3）

其中，T、k 和 cp分别是温度、流体的传热系数和比热容。

1.3 边界条件与模型验证

在模拟中，忽略空气湿度和水汽相变化引起的潜热对温度场和速度场的影响；采用

有限体积方法求解控制方程，网格在空间区域内采用笛卡尔坐标系进行离散，不考虑辐

射效应。详细的边界条件如表 3 所示，并进行了以下假设：

（1）蒸发器温度被视为常数，为-6°C；
（2）将风扇的结构简化为表面；

（3）未考虑辐射传热；

本文的模型验证与网格独立性测试已在之前研究中完成[10, 11]。

表 3 边界条件

名称 参数 数值

计算域 W×L×H（mm × mm × mm） 4810 × 4310 × 2895
环境参数 速度入口（m/s） 0.2

压力出口（Pa） 101325
温度（°C） 25
湿度（%） 60

内部风扇 体积流量（m3/s） 0.08
出口蜂窝网 多孔介质 /
蒸发器 蒸发器温度（°C） /

冷藏陈列柜、货物表面 壁面 耦合边界

1.4 评价指标

采用货物的平均温度，均温性，蒸发器换热量对陈列柜性能进行评估，并采用以上指

标在不同货物排列方式下的均值与方差评估性能的波动。货架和冷藏陈列柜的平均温度

可以通过 FloEFD 软件直接获得。温度均匀性（Tun）和平均温度（Tavg）



冷藏陈列柜的温度均匀性（Tun）和平均温度（Tavg）对于货物存储很重要。可以按如

下方式计算：

   1 2 1 2max , ... min , ...un n nT T T T T T T  （4）

1 2( ... ) /avg nT T T T n    （5）

2 结果与讨论

2.1 各优化结构性能

2.1.1 前侧挡风板

如图 2（a）（b）所示，换热量在前侧挡风板宽度较大时，随着长度的增加，均值呈

现逐渐减小的趋势，这是由于随着尺寸的增加会减少外部环境空气对于内部制冷环境的

破坏。但前侧挡风板宽度较小时无法有效抑制外部环境对内部制冷环境的破坏，故此时

换热量均较大。

对于平均温度，如图 2（c）（d）所示，前侧挡风板宽度较小时，增加长度使均值先

减小后增大，而方差逐渐增大，这是由于对于货物满载时，增加长度会使内部平均温度

降低，但对于货物空载来说，增加长度相当于增加进口处的气流扰动，外部环境热空气

侵入，造成货架内温度增加，再此工况下导致方差不断增大；前侧挡风板宽度较大时趋

势与之相反，这是由于满载时温度较低，空载时温度先升高后降低，货物数量不同其内

部气流组织泄露处发生改变，而此时两者的方差也会随之减到最小。

对于均温性，如图 2（e）（f）所示，当前侧挡风板宽度较小时，随着长度的增加，

两方案均值呈现先减小后增加的趋势，而方差则呈现逐渐增加的趋势，这是由于尺寸的

增加会增加内部气流扰动，导致两方案均值增加；当前侧挡风板宽度较大时，随着长度

的增加，两方案均值和最大方差均呈现先增加后减小的趋势，这说明存在最佳长度使内

部均温性方差和均值减少，处于性能较好的范围；当前侧挡风板长度较小时，随着宽度

的增加，两方案均值呈现逐渐增加，方差存在逐渐减小的趋势。当前侧挡风板长度较大

时，随着宽度的增加，两方案均值呈现逐渐增加，方差呈现先增加后减小的趋势。

综合三种性能指标，选取前侧挡风板宽度为 100mm，高度为 600mm，此时换热量、

平均温度和均温性的均值和方差分别为 744W/68W、4.58ºC/0.19ºC 和 2.09ºC/2.06ºC，进

行下一步内部货物数量变化性能分析。
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图 2 前侧挡风板性能变化

2.1.2 均风板

如图 3 所示，均分板宽度不变时，随均风板与第三层货架的距离增加，换热量、平

均温度和均温性的均值均呈现先减后增的趋势，这是由于过小的距离将导致流入第三层

货架之间内的冷空气减小，使第三层温度整体上升，其均温性也变差，同时由于出风口

流量减少导致风幕结构不稳定，进而使换热量增大。而过大的距离将导致出后壁开孔的

流量过小，货架内无足够的冷空气对货物降温，同时过大的出风口流量导致风幕冷量流

失过多，故换热量、温度、均温性均较高。由于均风板主要影响了陈列柜各位置的流量

分布，均风板与第三层货架的距离过大或过小均不同程度的影响了换热量、平均温度和

均温性的方差大小。

5 10 15 20 25
60

65

70

75

80

均
风

板
长

度
(m

m
)

均风板宽度 (mm)

700.0

710.6

721.3

731.9

742.5

753.1

763.8

774.4

785.0
换热量均值 (°C)

5 10 15 20 25
60

65

70

75

80

均
风
板
长
度

(m
m

)

均风板宽度 (mm)

12.40

18.73

25.05

31.38

37.70

44.03

50.35

56.68

63.00
换热量方差 (°C)

(a) 均风板尺寸变化对换热量均值的影响 (b) 均风板尺寸变化对换热量方差的影响



5 10 15 20 25
60

65

70

75

80

均
风

板
长

度
(m

m
)

均风板宽度 (mm)

3.310

3.529

3.748

3.966

4.185

4.404

4.623

4.841

5.060
平均温度均值 (°C)

5 10 15 20 25
60

65

70

75

80

均
风

板
长
度

(m
m

)

均风板宽度 (mm)

0.1440

0.2218

0.2995

0.3773

0.4550

0.5328

0.6105

0.6883

0.7660
平均温度方差 (°C)

(c) 均风板尺寸变化对平均温度均值的影响 (d) 均风板尺寸变化对平均温度方差的影响

5 10 15 20 25
60

65

70

75

80

均
风

板
长

度
(m

m
)

均风板宽度 (mm)

1.700

2.213

2.725

3.238

3.750

4.263

4.775

5.288

5.800
均温性均值 (°C)

5 10 15 20 25
60

65

70

75

80

均
风

板
长

度
(m

m
)

均风板宽度 (mm)

0.9400

1.323

1.705

2.088

2.470

2.853

3.235

3.618

4.000
均温性方差 (°C)
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图 3 均风板性能变化

综上所述，结合三种性能指标进行分析，选择均风板长度为 70mm，均风板与第三

层货架的距离为 5mm，此时换热量、平均温度和均温性的均值和方差分别为

735W/62.94W、4.318ºC/0.77ºC 和 3.72ºC/0.94ºC，进行下一步性能分析。

2.1.3 孔隙率

由图 4 可以看出，随着孔隙率的增加，换热量、平均温度和温度均匀性的均值呈现

逐渐下降的趋势并且逐渐趋于稳定，而三种性能指标的方差则呈现稳定不变的趋势，经

过综合对比选择孔隙率为 2.7%时的方案作为最佳尺寸，此时换热量、平均温度和均温性

的均值和方差分别为 1155W/57W、3.39ºC/0.79ºC 和 4.62ºC/0.08ºC。
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图 4 不同孔隙率下性能对比

2.1.4 翼型结构

将翼型结构距离货架长距离与翼型结构高度之间的比值作为变化参数，由下图 5 可

以观察到，随着翼型结构比值的增加，换热量、平均温度呈现出相对稳定的趋势，但均

温性变化很大，主要是由于翼型结构的使用对气幕只有垂直加速作用，不同翼型结构比

值下的冷量泄露与热空气渗透差异较小。但随着翼型结构比值的增大，均温性的均值先

减小后增加，且方差先增大后减小，这是由于翼型结构比值增大后风幕流速先增加后减

小，增大后的风幕流速将导致风幕中的冷流体不同程度的进入货架内并使温差降低，但

由于货物摆放方式的不同，其温差降低差异较大，故方差反而会增大。过大的翼型结构

比值对风幕的加速作用迅速减小，故均温性的均值与方差迅速恢变化至原有状态。为了

满足实际应用中的所有不同情况，选择翼型结构比为 0.25，此时换热量、平均温度和均

温性的均值和方差分别为 807W/39W、5.03ºC/0.013ºC 和 3.98ºC/1.94ºC。
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图 5 不同翼型结构比值下性能对比

2.2 不同优化模型性能对比

图 6 为在不同货物摆放方案下，选择以上四种模型与原模型进行对比，可以观察到

孔隙率模型较原模型不同货物摆放方案换热量均值急剧增加，但方差减小，这是因为孔

隙率模型改变内部气流组织分配的同时损耗了大量冷空气，导致换热量增加。就不同货

物摆放方案平均温度柱状图可以观察到，如图 6（b）所示孔隙率模型在原模型的基础上

降低了内部货物温度。就温度均匀性来说，如图 6（c）所示，孔隙率模型与原模型无较

大改变。对于前侧挡风板模型，由换热量柱状图可以观察到其均值降低幅度较小，但其

模型数据产生极度不稳定的趋势；由平均温度和温度均温性柱状图可以看出，前侧挡风

板很好的降低内部货物温度，减少外部环境空气与内部制冷环境中的冷空气混合。对于

风道结构模型，不同货物摆放方案换热量的均值和方差均得到了极好的降低。就平均温

度和温度均匀性柱状图可以看出，不同货物摆放方案较原模型均呈现降低的效果，这是

由于风道结构可以调节后背板与出口之间的流量分配。对于翼型结构模型，不同货物摆

放方案则可以观察到换热量、平均温度和温度均匀性无太大变化，甚至不同方案换热量

均值超过原方案均值。综合四种改进模型，选择前侧挡风板模型和风道结构模型结合进

行下一步分析，对结合后的模型均值和方差较原模型和单一结构模型变化进行探究。
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图 6 不同货物摆放方式下五种模型性能对比图

2.3 不同优化模型结合分析

对于结合后的各种模型，由表 4 可得，相较于原模型，在不同结构组合下不同货物

摆放方式的方差和均值均呈现不同程度的变化。对两种和三种结构结合后会导致性能指

标突增，例如前侧挡风板和风道结构结合后会导致换热量方差从 842 增加到 1291，数据

极不稳定。而对于四种模型结合后的均值和方差较原模型均呈现不同程度的降低，换热

量、平均温度和均温性均值和方差分别降低 97W/436W、1.51°C/0.08°C、0.14°C/0.69°C，
由此可以将四种模型结合后应用于冷藏陈列柜中，降低多种货物摆放方式对性能的影响。

表 4 不同货物摆放方式下模型性能对比

组合结构
均值 方差

换热量 平均温度 均温性 换热量 平均温度 均温性

原始模型 791 5.40 4.65 842 0.29 1.18
AB 717 3.65 1.78 1291 0.28 0.11
AC 1170 3.17 3.96 1571 0.16 0.16
AD 817 4.52 2.53 4663 1.30 1.63
BC 1074 2.81 5.64 243 0.24 0.343
BD 728 4.87 4.43 1075 0.32 1.21
CD 785 4.92 5.34 218 0.11 1.36

ABC 1105 2.92 5.290 293 0.20 0.09
ABD 722 4.08 2.81 1785 0.25 0.89
ACD 804 4.70 4.72 719 0.20 2.08
BCD 714 4.45 5.29 612 0.63 1.31

ABCD 694 3.89 4.51 406 0.21 0.49

2.4 通用性分析

为证明该结构的通用性，将结合后的最优结构按比例应用到其他冷藏陈列柜

（SF-250-76-20），长×宽×高分别为 1800×770×2000。由表 5 所示，优化后的性能指标均

呈现不同程度的降低，换热量、平均温度和均温性均值和方差分别降低 203W/1100W、

3.32°C/0.9°C、1.56°C/1.04°C，说明该结构可以应用到其他型号的冷藏陈列柜。

表 5 SF-250-76-20 型号冷藏陈列柜性能对比



性能指标 原始均值 原始方差 优化均值 优化方差

换热量 (W) 1389 8593.38 1186.58 7493.47
平均温度 (ºC) 10.44 2.59 7.12 1.69

温度均匀性 (ºC) 3.17 1.14 1.61 0.11

3 结论

本文对不同货物数量及摆放方式对陈列柜性能的影响进行了研究，得出以下结论：

(1) 不同货物数量及摆放方式对冷藏陈列柜内部性能影响显著，未优化的陈列柜其换热

量、平均温度和均温性均值和方差分别为 791W/842W 、 5.40°C/0.29°C 、

4.65°C/1.18°C，对前侧挡风板、均风板、后壁开孔孔隙率、翼型结构优化后换热量、

平均温度和均温性均值和方差分别降低 97W/436W、1.51°C/0.08°C、0.14°C/0.69°C。
(2) 本章研究内容可以证明该结构应用到商业超市冷藏陈列柜，在货物数量动态变化情

况下，可以降低相应内部性能变化范围。
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摘要： 利用无氟改性剂对玻璃和棉织物表面进行改性处理，可赋予表面以超疏水性能。改性剂的存在可以

降低材料表面能，提高粘结剂与基底材料之间的结合强度。本研究通过一步喷涂法制备出环境友好型超疏

水涂层。选取十二烷基三甲氧基硅烷（DTMS）、十六烷基三甲氧基硅烷（HTMS）、十八烷基三甲氧基硅烷

（OTMS）和聚二甲基硅氧烷硅烷（PDMS）四种无氟改性剂，探究所制备出的超疏水涂层的自清洁性能和

油水分离性能优劣。通过多次油水分离循环测试，可获得性能最优的超疏水棉织物。为今后的工业污水和

石油泄露等领域的处理提供创新思路。 

关键词：无氟改性剂；一步喷涂法；环境友好型；油水分离；超疏水涂层 

 

0 前言 

受荷叶中的自清洁性能的启发，仿生超疏水表面的制备吸引了广大研究学者的兴趣[1]。

当水与固体的接触角大于 150 °，滑动角小于 10 °时，表面被界定为超疏水表面[2]。超疏水材

料由于其特殊的润湿性能，可以使水滴在表面滑落而不黏附在表面上。这归结于超疏水表面

独特的粗糙结构和较低的表面能。且超疏水表面具有油水分离[3]，防冰[4]，防雾[5]，耐腐蚀
[6]，抗菌[7]，液滴操纵[8]等多功能化性能，在农业生产[9]，纺织品制造[10]，建筑工程[11]，航天

军工[12]，管道运输[13]和医疗卫生[14]等领域具有较大的应用潜力。 
目前，研究人员已经开发了多种可制备超疏水涂层的方法和技术，如模板法[15]，溶胶-

凝胶法[16]，水热法[17]，逐层自组装法[18]，蚀刻法[19]，电化学沉积法[20]，化学气相沉积法[21]，

静电纺丝法[22]，激光加工[23]，3D 打印技术[24]等。尽管有如此多的涂层制备方法，但是这些

方法通常都需要较为复杂的制造工艺流程，昂贵的设备，或者仅限于某一种基底材料，小面

积制备的缺点[25]。因此在超疏水涂层的实际生产中，开发一种简单、高效和可大规模制备的

超疏水表面亟不可待。 
喷涂法相对于其它方法来说，具有制备工艺简单和可大规模制备的优点而被广泛使用。

例如，Cao 等人[26]利用水性聚氨酯改性后的氨乙基氨基丙基聚二甲基硅氧烷（SiWPU）和疏

水的二氧化硅颗粒，制备出超疏水/超亲油网。所制备出的铜网可以分离温度高达 100℃的热

油/水混合物，其中油水分离效率可以达到 99.3 %。Polizos 等人[27]采用旋涂沉积工艺制备出

了一种透明防污的超疏水涂层。利用气相纳米二氧化硅颗粒，对氯三氟甲苯（PCBTF）和氟

化硅颗粒在玻璃基底上制备出超疏水透明涂层。对防污涂层进行耐久性测试，在落砂测试仪

中将涂层暴露于 2.6 g 的沙子后，涂层的水接触角从 166 °下降到 157 °。尽管制备出了透

明防污的超疏水涂层，但是通过旋涂法制备并不能实现涂层的大面积制备。因此为了实现坚

固的超疏水涂层的大规模制备，在工业生产中应用的最多的是喷涂法。Daneshmand 等人[28]

通过两步喷涂法制备出具有耐磨性的超疏水表面。将含氟树脂溶液喷涂在基材上作为粘合

层，再用硬脂酸改性氧化铝的悬浮液喷涂在树脂涂层上制备出水接触角为 160 °，滑动角

小于 2 °的超疏水涂层。由于其喷涂的悬浮液中含有颗粒物，涂层的粗糙度增加使得其具

有优异的耐磨性[29]。但是由于其材料中含有氟化物，容易对环境造成一定的污染[30]。因此在



超疏水材料的制备过程中，不仅需要考虑到其表面的耐磨性和耐腐蚀性指标，还要考虑其制

备工艺的环保性。 
本文采用一步喷涂法制备了环保型、具有优异的耐久性和耐腐蚀性超疏水涂层。通过在

玻璃和棉织物基底上制备出超疏水涂层，能够表现出其多功能化性能。为了践行环保理念，

采用四种无氟改性剂来探究其对超疏水涂层性能的影响。为了增强涂层的机械稳定性和耐磨

性，本研究将环氧树脂和聚酰胺固化剂作为粘合剂。所制备出的超疏水涂层均具备优异的耐

磨性、耐腐蚀性和较高的油水分离效率。 
1 实验部分 

1.1 材料 

平均尺寸为 20 nm 的纳米 SiO2 颗粒、聚二甲基硅氧烷（PDMS）、十二烷基三甲氧基硅

烷（DTMS）、十六烷基三家氧基硅烷（HTMS）和十八烷基三甲氧基硅烷(OTMS)，环氧树

脂 E51、聚酰胺 650、亚甲基蓝试剂购和苏丹Ⅲ试剂。 
1.2 超疏水涂料制备 

将纳米二氧化硅颗粒（20 nm）加入到无水乙醇中，进行磁力搅拌 30 min，再放入超声

清洗机中清洗 30 min 后得到溶液Ⅰ。再将环氧树脂 E51 和改性剂加入溶液Ⅰ中，磁力搅拌 60 
min 后得到溶液Ⅱ。其中，改性剂为 PDMS、DTMS、HTMS 和 OTMS。最后将聚酰胺 650 加

入到溶液Ⅱ中，进行磁力搅拌 30 min 后制得超疏水涂料，即溶液Ⅲ。 
1.3 超疏水涂层的制备 

采用玻璃板作为基底材料，依次用无水乙醇和去离子水对玻璃板进行清洗，最后放进干

燥箱中烘干待用。在 0.4 MPa 的压力下使用喷枪将制备的超疏水涂料喷涂到玻璃基底上。为

使得喷涂均匀，喷枪与基底之间的距离为 20 cm，以十字型的喷涂方式对基底进行喷涂。如

图 1 所示，为超疏水涂层的制备工艺流程图。为了便于说明，将不同改性剂制备的涂层命名

为 EP-SiO2@PDMS,EP-SiO2@DTMS，EP-SiO2@HTMS 和 EP-SiO2@OTMS，将未使用改性

剂的涂层作为对照组，命名为 EP-SiO2。为了探究涂层的多功能应用，添加棉织物作为基底

材料来制备超疏水涂层。 

 
图 1 超疏水涂层的制备工艺流程图 

1.4 表征 

通过场发射扫描电子显微镜（NANOSEM 430）来观测涂层的微观形貌，并对涂层进行

EDS 光谱分析。水接触角由接触角测量仪测量。为了使测量结果更加精确，使用 5 μL 去离

子水在表面的不同位置测量三次后取平均值。采用傅里叶变换红外光谱仪（Nicolet6700）研



究了涂层的化学成分。 
1.5 自清洁性能测试 

将红色粉笔研磨成粉状作为污染物，来测试所制备涂层表面的自清洁性能。取普通未处

理的玻璃作为空白对照组，未经改性剂修饰后的 EP-SiO2 涂层作为实验组。将红色粉笔粉末

均匀的放置在玻璃中央位置，玻璃板倾斜放置在培养皿内，倾斜角为 8 °。使用甲基蓝对

水溶液进行染色，在玻璃板上滴加甲基蓝溶液，探究两种表面被水带走灰尘的程度。 
1.6 油水分离 

通过自制的简单油水分离装置来探究超疏水棉织物的油水分离性能。分离装置由铁架台、

漏斗、烧杯组成。为了便于区分混合物中的水和食用油，采用甲基蓝染色剂对去离子水进行

染色，采用苏丹Ⅲ对油进行染色。混合物中的油水分离效率η可根据下列公式计算： 

100%V
V




= 
                                             (1) 

其中 V 表示混合液中的油重，V′表示油水分离后滤液中的油重。 
为了探究超疏水棉织物的重复使用性能，对其进行多次油水分离测试。每完成一次分离

测试，使用干燥箱来干燥超疏水棉织物。对超疏水棉织物进行多次油水分离循环来研究其重

复分离功能。 
2 结果与讨论 

2.1 润湿性和自清洁性能 

为了直观的表示所制备的四种被改性剂修饰后涂层的润湿性，采用可乐、甲基蓝染色后

的去离子水、牛奶和橙汁等不同的液体来研究涂层的疏水性能，如图 2(a)-(d)所示。可从图

中看出四种涂层表面的液体均呈现球形状态，表明四种涂层都具有较高的拒液性。对涂层表

面的水接触角进行测量，如图 2(e)所示，四种涂层水接触角都在 160 °以上，滑动角都在

5 °以下。其中，未经过改性剂修饰后的对照组 EP-SiO2，测得的水平均接触角为 153.5 °，

滑动角为 6.3 °。在接触角测量的过程中，涂层表面表现出较高的不润湿性能，如图 2(f)所
示。 

利用红色粉笔灰来探究所制备涂层的自清洁性能，如图 2(g)所示。取普通玻璃作为空白

对照组，未被改性剂修饰后的 EP-SiO2 涂层作为实验组。为了便于观测，取甲基蓝染色后的

水溶液作为清洗剂。可以清晰的看到普通玻璃表面的红色粉笔灰不能被水滴冲洗干净，无论

怎样冲洗都无法去除灰尘印记。而 EP-SiO2 涂层被水冲洗后留下一条干净的通路，最终粉笔

灰尘被水冲洗干净且不留下任何印记。经过改性剂修饰后的四种涂层表面同样具有优异的自

清洁性能。 



 
图 2 (a) 可乐在 EP-SiO2@DTMS 表面的润湿性图像；(b)甲基蓝染色后的水在 EP-SiO2@HTMS 表面的润湿

性图像；(c)牛奶后水在 EP-SiO2@OTMS 表面的润湿性图像；(d)橙汁在 EP-SiO2@HTMS 表面的润湿性图

像；(e)不同涂层表面的水接触角和滑动角；(f)涂层表面的不润湿性；(g)超疏水表面自清洁测试图。 

2.2 微观结构和化学成分分析 

对于涂层来说，其超疏水性与表面的微观结构和化学成分密不可分。我们通过扫描电子

显微镜（SEM）来观察涂层的微观形貌，用 FTIR/EDS 来分析表面的化学成分。 
为了更加清晰的观测涂层表面的微观结构，选用棉织物作为基底材料。不同改性剂修饰

的棉织物涂层表面 SEM 图像如图 3 所示。从图 3(a)表示原始棉织物的 SEM 图像，其单个纤

维表面是光滑的。被黏附剂和二氧化硅涂覆后的棉织物表面，如图 3(b)所示。随着纳米 SiO2

颗粒的嵌入，以及环氧树脂固化剂和聚酰胺固化剂的协同作用，棉织物被纳米颗粒形成的团

块所覆盖。图 3(c)-(f)分别表示由 DTMS，HTMS，OTMS 和 PDMS 修饰后的棉织物表面的

SEM 图像，对表面进行改性后没有观察到明显的表面形态变化。上述结果表明，四种不同

改性剂修饰得到的表面具有相似的微观形态，微纳粗糙结构为表面超疏水性提供了结构基

础。 



 
图 3 棉织物表面的 SEM 图像 (a) 原始棉织物，(b) EP-SiO2棉织物，(c-f) EP-SiO2@DTMS, EP-

SiO2@HTMS, EP-SiO2@OTMS, EP-SiO2@PDMS. 

超疏水涂层的化学结构与元素组成是通过 FTIR 和 EDS 来探究的。图 4(a)分别表示未添

加改性剂的涂层和添加了不同种类改性剂涂层的 FTIR 光谱。图 4(b)-(f)描述了未添加改性剂

和采用不同改性剂制备出的超疏水涂层的 EDS 能谱。 
涂层表面的 FTIR 光谱如图 4(a)所示。在改性剂修饰前后，涂层的特征吸收峰基本保持

一致，仅仅在某些区间内其特征峰值强度有所差异。在 917 cm-1 处的特征吸收峰由涂料中环

氧树脂的环氧基团（-CH(O)CH-）提供。在 1095 cm-1 出现了很强的吸收峰，这是涂层中 Si-
O-Si 键反对称伸缩振动所致。未经改性剂修饰的涂层 EP-SiO2 中 Si-O-Si 由二氧化硅提供，

而经改性剂改性后的 Si-O-Si 基团由二氧化硅和偶联剂共同提供。如图 4(g)所示，偶联剂中

Si-OH 之间脱水缩合后与基底材料表面上的 OH 形成氢键，最后通过加热固化过程发生脱水

反应并形成共价健 Si-O-Si。在 1647 cm-1 处的特征吸收峰来源于聚酰胺固化剂中的 C=O 基

团。饱和的 C-H 伸缩振动出现在 3000 cm-1 以下，取代基对它们影响很小。在 2855 cm-1 处

的特征峰来自于亚甲基（-CH2），在 2928 cm-1 处的特征峰来自于甲基（-CH3）。将经过改性

剂修饰前后光谱图进行对比发现，经过修饰后的涂层中的 Si-O-Si、-CH3 和-CH2 伸缩振动更

强，表明涂层中可能含有改性剂（OTMS、HTMS、DTMS 和 PDMS）。 
仅通过 FTIR 对涂层进行化学结构分析并没有足够的说服力，故还采用 EDS 能谱对涂

层的元素组分进行分析。如图 4(b)-(f)所示为经改性剂改性前后的 EDS 能谱图。分析结果表

明，有无改性剂修饰的涂层主要由 C、O 和 Si 元素组成。尽管涂层中含有环氧树脂和聚酰

胺，但由于其含有的 N、H 元素含量较低，并未被 EDS 检测出来。由图 4(b)所示，EP-SiO2

中的 Si 原子含量占比为 0.47 %。由图 4(c)-(f)所示，EP-SiO2@DTMS，EP-SiO2@HTMS，EP-
SiO2@OTMS 和 EP-SiO2@PDMS 原子百分比分别为 11.02 %，14.96 %，14.64 %和 16.89 %。

经过改性剂修饰后的涂层中 Si 原子的成分占比有大幅度的提升，可进一步确定涂层被改性

剂所修饰。 



 
图 4 (a) EP-SiO2涂层和不同改性剂制备出的超疏水涂层的 FTIR 光谱; (b) EP-SiO2能谱；(c) EP-

SiO2@DTMS 能谱；(d) EP-SiO2@HTMS 能谱；(e) EP-SiO2@OTMS 能谱；(f) EP-SiO2@PDMS 能谱; (g) 偶

联剂改性后形成共价健化学反应简式. 

2.3 油水分离性能 

将棉织物作为基底材料来制备出超疏水棉织物，用来研究其油水分离效率。如图 5(a)所
示，对于普通的棉织物而言，油和水均可以渗透过去。相比于一般的棉织物，所制备的超疏

水棉织物可以做到油相可以通过而水相无法渗透。以制备的 EP-SiO2 为例，如图 5(b)所示，

可直观的看出其渗透性能。实验装置如图 5(d)所示，看清晰的看出油相透过超疏水棉织物进

入底部烧杯，水相停留在漏斗上方。为了探究超疏水棉织物是否可以对油水混合物进行多次

分离，对其做了 20 次循环测试，如图 5(c)所示。 
所制备的 EP-SiO2 棉织物油水分离效率达到 97.71 %，且经过 20 次分离循环后，其效率

仍然维持在 96.2 %左右。相比于 EP-SiO2 棉织物而言，EP-SiO2@DTMS，EP-SiO2@HTMS 和

EP-SiO2@OTMS 棉织物的油水分离效率分别是 98.33 %，98.96 %和 98.28 %。且在 20 次分

离循环后，其分离效率也都在 98 %左右，说明制备出的超疏水棉织物具有较好的重复使用

性能。而所制备出的 EP-SiO2@OTMS 棉织物，其油水分离效率可达到 99.75 %，且经过 20
次分离循环后效率仍可维持在 99 %以上。 



 
图 5 (a) 原始棉织物的油水分离性能；(b) EP-SiO2棉织物的油水分离性能；(c) 油水分离循环下不同改性

剂制备出棉织物的油水分离效率；(d) 油水分离装置及分离过程 

 
3 结论 

本文使用 DTMS、HTMS、OTMS 和 PDMS 四种无氟改性剂来制备超疏水涂层。探究四

种改性剂制备出的超疏水涂层的自清洁性能，且对比分析了不同改性剂制备出的超疏水棉织

物的油水分离效率的差异。实验结果表明： 
(1) 无改性剂制备出的涂层接触角为 153.5 °，滑动角为 6.3 °。而使用 DTMS、HTMS、

OTMS和 PDMS制备出的涂层其接触角均在 160 °以上，滑动角均小于 5 °。这表明无

氟改性剂可以降低涂层表面能，强化涂层表面的超疏水性； 

(2) 无改性剂制备出的 EP-SiO2玻璃涂层相对于普通玻璃来说可实现自清洁，经无氟改性剂

改性后的四种涂层也具有优异的自清洁性能； 

(3) 无氟改性剂可与涂层表面形成 Si-O共价键，增强涂层和粘合剂之间的结合强度； 

(4) 相比较于无改性剂制备出的 EP-SiO2棉织物来说，经过改性剂修饰后的超疏水棉织物的

油水分离效率可达到 98 %以上。EP-SiO2@PDMS 棉织物的分离效率可以达到 99.75 %，

且经过 20 次分离循环后效率仍可维持在 99 %以上。实验表明经过 PDMS修饰后的超疏

水棉织物具有优异的油水分离性能。 
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摘要：为了明确蓄热颗粒在堆积床内的堆积及传热特性，基于离散单元法建立了颗粒堆积及传热模型，

数值模拟研究了落料流量对颗粒的堆积及传热性能的影响。结果表明，随着落料流量增加，蓄热颗粒

填充率线性下降，平均配位数减少，初始蓄热量降低，颗粒堆温度均匀性变差，传热性能恶化。落料

流量由 5 kg/s 增加至 25 kg/s，颗粒填充率下降了 2%，平均配位数下降了 4%。蓄热颗粒堆初始蓄热量

降低了 1.2 MJ。

关键词：颗粒堆积床，落料流量，堆积特性，传热特性

0 引言

“双碳”目标的提出，意味着未来我国必须要进行能源的转型，而风能、太阳能、

水能等可再生清洁能源系统受环境因素影响较大，能源输出具有明显的间歇性与波动性
[1-2]。而储能技术正是上述能源转化与利用的关键方法。固体颗粒蓄热储能是以固体为主

要的载体进行储热，具有体积相对恒定、成本低、储热能力好等优点，极具商业潜力和

应用前景[3]，对影响固体颗粒堆积床传热因素的探究一直是科研工作者研究的重点[4,5]。

对于整个颗粒蓄热系统来说，颗粒蓄热体是其中最重要的部分，蓄热体效果的高低

将会直接影响整个储热系统的工作效率，所以对颗粒蓄热体结构的研究是提高储热技术

的关键一步。由于颗粒实现有序堆积结构的困难性，现实中的蓄热颗粒堆多为堆积方便

的随机堆积结构，因此需要对颗粒堆的随机堆积特性进行深入研究，了解颗粒堆的随机

堆积特性，并探究其随机堆积特性对蓄热颗粒堆传热特性的影响。

固体颗粒的堆积和传热特性是研究的热点，模拟的方法是普遍采用的研究方法。而

在众多影响因素中填充率是影响最大的，但填充率的形成需要通过堆积过程来实现，落

料流量就是影响堆积填充率的重要的可操作手段。因此本文研究探讨了储热颗粒不同流

量对颗粒堆填充率，近换热壁面填充率、换热壁面接触数、配位数等影响。期待该研究

有助优化颗粒储热系统中工艺参数，提高其换热效率，为实际工程应用提供指导和帮助。

1 模型的建立

1.1 物理模型的建立

本文研究兼顾近壁面区域和颗粒堆内部颗粒的堆积及传热情况，因此本文模型的设

置如下：计算区域为长方体区域，x 方向、y 方向及 z 方向的长度分别为 15d、15d、30d，

基金项目：山东省自然科学基金(ZR2020ME176 和 ZR2020ME182)



其中粒径选择 d = 20 mm 的蓄热颗粒。蓄热颗粒以初速度为零，自由下落堆积。模型如图

1 所示，其中 x 正方向壁面为换热壁面，y 方向壁面为周期性壁面，其余壁面为绝热壁

面，颗粒落料位置选择为计算区域上方 500 mm 处。本文颗粒堆积方式为在颗粒的落料

位置处建立与模型进料口面积相等的平面作为颗粒工厂，如图 2 所示，颗粒在平面上随

机产生并自由下落，当模型计算区域内的颗粒的堆积高度高于进料口且溢出计算区域一

段时间后停止落料，封闭进料口，移除高于进料口的颗粒。

图 1 物理模型

Fig.1 Schematic of the physical model

图 2 落料方式随机堆积过程示意图

Fig.2 Blanking method random stacking process

diagram

1.2 随机堆积模型建立

运用离散元法模拟颗粒的运动，运动中颗粒主要受到重力和接触力作用，颗粒的运

动方式可分为平动和转动。在合力的影响下，颗粒的运动是上述两种运动的叠加。

根据牛顿第二定律，颗粒的运动方程[6]为：

n t( ) gi
i ij ij i

j

dv
m m

dt
   F F (1)

t t ˆ( )i
i i ij r i ij i

j

d
I R

dt


   R F F ω
(2)

上式中：m 表示颗粒的质量，kg；v 表示颗粒的平动速度，m/s；߱表示颗粒的角速

度，rad/s；I 表示转动惯量，kg⋅m2；R 表示颗粒的半径，m；F 表示颗粒的接触力，N；

μr 表示滚动摩擦系数。上标 n、t 分别代表法向方向和切向方向，下标 i、j 分别是 i 颗粒

和 j 颗粒的名称代号。

1.3 传热模型的建立

蓄热颗粒堆的主要传热方式有颗粒内部导热，颗粒间及颗粒与换热壁面传热，气相

导热，气相对流换热，辐射换热，其他传热方式（内热源传热）等。对于本文来说，仅

考虑颗粒间及颗粒与换热壁面传热以及气相导热。

（1）颗粒相传热

颗粒间静态接触热传导模型参考 Chaudhuri[10,11]等提出的模型。颗粒 i 与颗粒 j 或换

热壁面之间的静止接触传热量 Qij 为：



ij c ijQ h T  (13)
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式中：hc 是接触传热系数，由 i 颗粒和 j 颗粒或 j 换热壁面的导热系数 λp，i、λp，j 及

两者的接触面积 Ac 共同决定。

在气相和颗粒相及换热壁面的共同热作用下，颗粒 i 的温度不断变化。颗粒 i 的能

量控制方程为：

cn
i

i pi fi ij
j=1

d
d
Tm c Q Q
t
  (15)

式中：mi 是颗粒 i 的质量，kg；cpi 是颗粒 i 比热容，J/(kg·K)，Ti 是颗粒 i 的温度，

K，Qfi 表示颗粒 i 向气相传递或吸收的热量，J，nc表示与颗粒 i 所有接触的颗粒及换热

壁面个数。

（2）气相传热

参考 Tal[12]等和 Feng[13]等的研究，气相能量控制方程为:
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式中：hg是气相流体的焓，J/kg，ρg、λg、cpg是流体的密度、导热系数和比热容。Sp

和 Sw分别是流体与颗粒及换热壁面的热交换，W/m3。

1.4 初始条件设置

本文蓄热颗粒选择市面商用高铝质蓄热球。模拟所使用的参数如表 1 所示。

表 1 模拟参数

Tab 1 Simulation parameters

类别 参数 数值 类别 参数 数值

蓄热

颗粒

换热

壁面

直径/mm
比热容/ J∙(kg∙K)-1

密度/kg∙m-3

泊松比

杨氏模量/GPa
导热系数/W∙(m∙K)-1

初始温度/℃ 

密度/kg∙m-3

泊松比

杨氏模量/GPa

20
780

2200
0.23
32
20
400

7850
0.31
210

换热壁面

颗粒-颗粒

颗粒-壁面

气相流体

导热系数/W∙(m∙K)-1

初始温度/℃ 

碰撞恢复系数

静摩擦系数

碰撞恢复系数

静摩擦系数

比热容/J∙(kg∙K)-1

密度/kg∙m-3

导热系数/W∙(m∙K)-1

初始温度/℃ 

50
25
0.5
0.1
0.5
0.5

1006.43
1.225

0.0242
400



1.5 模型验证及修正

CFD-DEM 方法在处理气固两相流问题上已经得到了广泛应用，但由于储热系统中

颗粒数量较多，使用 CFD-DEM 方法进行计算会浪费大量计算资源，因此，对 CFD-DEM
方法与 DEM 方法进行堆积传热计算的误差进行了验证。利用 CFD-DEM 方法模拟了

Collier[14]等颗粒在填充床中的堆积、冷却的实验过程。文中实验所得二氧化硅及磷青铜

颗粒的堆积后的高度为 118 mm，填充管的内径为 78 mm，而使用 DEM 方法堆积后颗

粒的填充率为 0.618，属于常规实验的随机堆积颗粒堆的填充率范围[15]，因此验证了

DEM 方法在处理颗粒堆积问题的有效性。而所得磷青铜颗粒温度随时间变化的数据及

实验数据与谈周妥等[16]的模拟数据相比较，验证了 CFD-DEM 方法在处理填充床换热方

面的有效性。图 3 为磷青铜颗粒温度随冷却时间增加的变化，其中模拟结果与实验数据

的最大温差不超过 8 ℃，结果吻合较好，CFD-DEM 方法的准确性得到了验证。

图 3 模型验证

Fig. 3 Model validation

图 4 颗粒相与气相的传热量占比

Fig. 4 Heat transfer proportion of particle phase

and gas phase

利用 CFD-DEM 方法建立了前文所给参数下蓄热颗粒堆的耦合模型，其中颗粒相、

气相分别与换热壁面之间的热流量如图 4 所示。由图可知，在不同换热时间内，气相与

换热壁面之间的传热量极低，颗粒相与换热壁面之间的接触导热是蓄热颗粒堆传热的主

要方式，因此可以忽略气相导热，仅对颗粒相导热计算。

1.6 研究参数与评价指标

本文研究料流量 fm=5 kg/s、10 kg/s、15 kg/s、20 kg/s、25 kg/s 时对颗粒随机堆积特

性及传热特性的影响。

（1）颗粒填充率

p
p

V
V

  (18)

式中：Vp是颗粒的总体积；V 是所选填充空间的体积，m3。

（2）单位面积接触数（比接触数）

s
nC
s

 (19)

式中：n 是与换热壁面接触数，s 是换热壁面面积，m2。



（3）配位数(CN)
可以采用配位数来评价颗粒的微观结构特性。

传热特性研究除了采用蓄热量、温度、热流量与热流密度的评价指标外，还采用了

如下评价指标：

（4）温度标准差

标准差是方差的算术平方根，反映数据的离散程度。计算公式如下：

n
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di d
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T
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1
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
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
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式中：Tdi 是所选区域第 i 个颗粒温度，nd是含着选定区域内的颗粒数目。

2 结果与分析

2.1 落料流量对颗粒堆积特性的影响

图 5 为颗粒落料流量对颗粒填充率的影响。颗粒填充率随着落料流量的增加线性下

降。当落料流量由 5 kg/s 增加至 25 kg/s 时，颗粒填充率由 0.618 降至 0.606。当落料流

量较小时，颗粒堆积结构达到稳定之前，颗粒运动相对“自由”，颗粒有相对较长的时间

去达到堆积结构的稳定。随着落料流量增加，大部分颗粒还未能及时调整位置就被后落

下的颗粒压住，从而形成接触点较少，填充率较低的稳定颗粒堆。

图 6 反映了距离换热壁面不同位置处颗粒累积填充率的变化情况。由图可知，随着

与换热壁面距离增加，颗粒填充率先逐渐增加然后增加趋势逐渐变缓，最后在 5d 之后

几乎不再变化。在距离换热壁面相同位置处，随着落料流量增加，近换热壁面区域局部

填充率略微减小。由于“壁面效应”的影响，近换热壁面区域堆积情况较差，颗粒填充

率处于较低水平。

图 7 为落料流量对比接触数的影响。随着落料流量增加，比接触数的逐渐下降。最

大比接触数为 1794 个/m2，最小比接触数为 1743 个/m2。比接触数的大小直接影响颗粒

储热系统的换热性能，为了加快放热速率，比接触数应越大越好。

图 5 落料流量对颗粒填充率的影响

Fig. 5 Effect of feed flow rate on particle

packing rate

图 6 颗粒累积填充率随位置变化情况

Fig. 6 Variation of cumulative particle packing

rate with position



图 7 落料流量对比接触数的影响

Fig. 7 Effect of feed flow rate on the number of contacts per unit area

图 8 为颗粒堆配位数分布情况。不同落料流量下的配位数分布均类似于正态分布。

随着落料流量增加，配位数概率曲线略微向左移动，低落料流量配位数曲线相对略“矮、

胖”，而高落料流量配位数曲线相对略“高、瘦”。这说明高流量颗粒堆配位数相对较集

中，而低流量颗粒堆配位数相对较分散。

图 9 为落料流量对颗粒堆颗粒平均配位数的影响。颗粒平均配位数随着落料流量的

增加而减少。最大平均配位数为 4.79，最小平均配位数为 4.61。平均配位数体现了蓄热

颗粒堆内部颗粒接触情况，随着落料流量增加，颗粒平均配位数差距较小，可以推测出

落料流量对蓄热颗粒堆稳定换热阶段的传热影响较小。

图 8 颗粒堆配位数分布情况

Fig. 8 Distribution of particle coordination

number of particle pile

图 9 落料流量对颗粒平均配位数的影响

Fig. 9 Effect of feed flow rate on the average

coordination number of particles

2.2 落料流量对颗粒传热特性的影响

图 10 为不同落料流量的蓄热颗粒堆的初始蓄热量。随着落料流量增加，颗粒堆的

初始蓄热量逐渐减少。当落料流量的由 5 kg/s 增大至 25 kg/s 时，颗粒堆的初始蓄热量

由 38.6 MJ 降低至 37.8 MJ。由于随着落料流量的增加，颗粒填充率逐渐降低，因此颗粒

堆的初始蓄热量随落料流量的增加而减少。



图 10 不同落料流量的蓄热颗粒堆的初始蓄热量

Fig. 10 Initial heat storage of heat storage particle pile with different feed flow rate

图 11 为落料流量为 5 kg/s 的蓄热颗粒堆温度分布情况。低温颗粒最先出现于换热

壁面附近，随着换热时间增加，低温颗粒层的厚度逐渐增加，高温颗粒数目不断减少，

蓄热颗粒所携带热量逐渐流向低温换热壁面。蓄热颗粒的最低温度由 66.4 ℃降低至

43.9 ℃。蓄热颗粒堆的内部同样存在因上方运动颗粒冲击及重力压迫所致的同温层倾斜

现象。

图 11 蓄热颗粒堆（fm = 5 kg/s）不同换热时间的温度分布

Fig. 11 Temperature distribution of heat storage particle pile (fm = 5 kg/s) at different

heat exchange times

图 12 为蓄热颗粒堆的热流量随换热时间的变化情况。由图可知，随着换热时间的

增加，蓄热颗粒堆的热流量逐渐下降，下降速度逐渐变缓，落料流量 fm = 5 kg/s 的热流

量大于 fm = 25 kg/s 的热流量。换热初始时刻近换热壁面附近的蓄热颗粒温度高，与换热

壁面之间的温度差大，因此换热动力大，传热迅速，热流量大；随着换热时间持续，近

换热壁面附近蓄热颗粒温度逐渐降低，稳定换热通形成，与换热壁面之间温差减小，热



流量减小。

图 12 蓄热颗粒堆的热流量随换热时间的变化

Fig. 12 Variation of heat flow rate with heat exchange time for heat storage particle pile

图 13 落料流量对蓄热颗粒堆平均温度的影响

Fig. 13 Effect of feed flow rate on the average temperature of the heat storage pile

图 13 为落料流量对蓄热颗粒堆平均温度的影响。由图(a)、图(b)可知，随着落料流

量增加，颗粒的平均温度均略有轻微增加。当换热时间为 0.625 h 时，由于此时为换热

初始时刻，传热主要受到比接触数的影响，比接触数大，传热越快。随着落料流量的增

加，比接触数逐渐减小，因此颗粒平均温度逐渐上升。当换热温度为 12.5 h 时，此时蓄

热颗粒堆的热量传递稳定，传热已进行至蓄热颗粒堆内部，传热主要受到颗粒平均配位

数及内部颗粒填充率的影响。随着落料流量增加，平均配位数及填充率逐渐下降，平均

温度随着落料流量增加而逐渐上升，但因为平均配位数及填充率下降幅度较小，因此平

均温度上升幅度较小。

图 14 为蓄热颗粒堆局部区域颗粒温度标准差的变化。由图(a)可知，低落料流量（fm

= 5 kg/s、10 kg/s）的蓄热颗粒在不同的研究区域内的温度标准差均小于高落料流量（fm

= 20 kg/s、25 kg/s）温度标准差，说明低落料流量的蓄热颗粒堆的在传热过程中不同颗

粒堆区域内温度均匀性较好。这主要是因为，随着落料流量的增加，配位数分布越来越

分散，因此落料流量越大，蓄热颗粒堆温度均匀性越差。由图(b)可知，随着换热时间增



加，所有工况的温度标准差先增加后略有减少，说明换热后期在该区域已建立稳定的换

热通道。

图 14 蓄热颗粒堆颗粒温度标准差

Fig. 14 Standard deviation of particle temperature of heat storage particle pile

3 结论

基于离散单元法，建立了蓄热颗粒随机堆积及传热模型，数值模拟研究了颗粒落料

流量对颗粒储热系统中蓄热颗粒堆的随机堆积特性及传热性能的影响。主要结论如下。

随着落料流量的增加，颗粒填充率线性下降，近换热壁面区域局部填充率略有减少，

比接触数逐渐下降，平均配位数减少。落料流量由 5 kg/s 增加至 25 kg/s，颗粒填充率由

0.618 下降至 0.606，局部填充率由 0.509 降低至 0.495，比接触数由 1794 个/m2 降低至

1743 个/m2，颗粒堆颗粒平均配位数由 4.79 降低至 4.61。
蓄热颗粒堆初始蓄热量随着落料流量增加而降低，落料流量由 5 kg/s 增大至 25 kg/s

时，颗粒填充率逐渐降低，因此颗粒堆的初始蓄热量随落料流量的增加而减少，初始蓄

热量由 38.6 MJ 降低至 37.8 MJ。低落料流量的颗粒堆温度均匀性较好。随着换热时间

的增加，蓄热颗粒堆的热流量逐渐下降，下降速度逐渐变缓，落料流量 fm=5 kg/s 的热流

量大于 fm=25 kg/s 的热流量。随着落料流量的增加，颗粒的平均温度均略有轻微增加。

低落料流量（fm=5 kg/s、10 kg/s）的蓄热颗粒在不同的研究区域内的温度标准差均小于

高落料流量（fm=20 kg/s、25 kg/s）温度标准差。
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摘要：超临界流体中的热声效应及其引发的压力振荡和传热不稳定性获得了较多关注，然而热声效应

的主动应用还很不充分。本文设计搭建了一台基于印制电路板换热器（PCHE）的超临界 CO2热声发动

机，实现了两种通道尺寸的热声叠进行实验探究。实验结果表明，所搭建的装置具有高压力振幅（最高

实现了 0.455MPa)）、低起振温差（最低实现了 11.2℃）的特点。对比两种通道尺寸的结果显示，通道

尺寸介于 3 至 4 倍的平均热渗透深度时，装置具有较好的性能。 

关键词：超临界 CO2；印制电路板换热器；热声发动机；通道尺寸 

0 前言 

气体在外加温度梯度的作用下，发生自激压力振荡的现象称为热声效应。利用热声

效应制成的热功转换装置称为热声发动机，可实现热能到机械能的转换。由于其无运动

部件、结构简单、工质无毒且环保，可以避免传统热机带来的缺点，未来有着很大发展

潜力[1-6]。热声发动机根据结构和声场特性不同可以分为驻波热声发动机和行波热声发动

机[7-14]。驻波热声发动机通常包括一个热声叠、两个热交换器、热腔、谐振器和可能的能

量提取组件。 
超临界流体指处于临界压力以上的流体状态，在这样的状态下即使没有发生相变，

流体的密度和其他物理性质会在很小的温度范围发生剧烈的变化[15]。具体表现为密度的

迅速降低、热膨胀系数出现峰值，流体表现出良好的可压缩性，因此，将超临界流体运

用到热声发动机，发展超临界热声发动机成为一个潜力较大的方案。 
对于超临界热声发动机的实验研究，直到最近几年才由普渡大学的研究者开展相关 

探究，他们认为，高热膨胀系数有利于提高能量转换效率[16 17]。在理论分析的基础上，

他们完成了工质为制冷剂 R218 的超临界驻波原型机测试工作。截至 2019 年，一种改进

的版本也完成了测试，他们在 150 K 的温差下实现了 0.69 MPa 稳定的压力振幅[18]。 
我们提出二氧化碳(临界温度 Tc = 31.0 ℃，临界压力 pc= 7.377 MPa)由于其异常物理

发生在环境温度附近，用于超临界热声发动机有更大的潜力，而且和制冷剂 R218 相比

有更好的环境友好性。为此，我们构建一台工质为超临界 CO2的驻波热声发动机。为了

满足高压力和微通道的需求，我们设计并加工了基于印刷电路换热器(PCHE)形式的热声

叠。PCHE 是通过在金属平板上化学蚀刻出微通道，然后将平板堆叠起来经过扩散焊接 

基金项目：国家自然科学基金(批准号：NO.52106126) 



而成的微型通道换热器。PCHE 在超临界流体领域获得了广泛关注[19-24]，但尚未应用于

热声发动机。 
本文在第 1 节介绍了实验系统和方法，给出了两个 PCHE 的设计参数，第 2 节展示

了实验结果，并结合热渗透深度和水力直径对实验结果进行了机理上的解释，最后本文

的详细结论放在了第 3 节。 
1 实验系统和方法 

1.1 实验系统 

基于 PCHE 设计的超临界热声发动机如图 1 所示。图 1a 是热声核心部件的示意图，

包括热腔、PCHE 模块和冷腔，其中 PCHE 模块由热换热器、热声叠和冷换热器组成。

除此之外，如图 1b 所示，热声核心右边为谐振管和气库，在两者上面安装有 6 个压力变

送器(Druck ADROIT6200)，从左到右分别为 PT1 到 PT6。整体装置可承受 20MPa 的压

力。 

 
图 1 基于 PCHE 的超临界热声发动机示意图。(a)是热声核心部件的示意图，(b)为系统整体示意图。 

热声发动机的流路系统如图 2 所示，高压的 CO2由增压泵增压后经减压阀输送至系

统内；导热油经过高温循环器泵送到油路中，在实验过程中，其温度可升到至 180℃；

使用水浴槽固定冷却水的温度为 23℃，并经过水泵将冷却水输送到水路中。此外，为了

测量温度分布，五个等间距贴片式 K 型热电偶(RKC ST-50)被粘贴在热声叠上，在导热

油和冷却水入口分别安装了一个 T 型热电偶(Omega TC-T-NPT)，从左到右，它们分别被

标记为 TC1 到 TC7。 

 
图 2 流路系统示意图 

1.2 PCHE的设计 

PCHE 模块的设计如图 3 所示。导热油和冷却水通道分布在同一块板厚为 500μm 的

PCHE 模块

谐振管

PT1 PT2 PT3 PT4
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热换热器 冷换热器
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(b)

x′

x

冷却水
(23℃)
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(up to 180℃)

高压 CO2 TC2-6

TC1 TC7



金属板两侧，总宽度分别为 18.9mm 和 9mm，如图 3d 所示；CO2通道分布在与之相邻的

金属板上，如图 3b 所示；两者的板长和板宽均为 82mm 和 40mm；两个板的数量以一定

比例叠加在一起，经过扩散焊接的方式加工成一个整体，如图 3a 所示。为了更好的探究

超临界热声发动机的性能，本文设计了两种通道尺寸的热声叠，如图 3b 和 c，然后分别

开展实验，热声叠通道的具体尺寸见表 1。 

 
图 3 PCHE 模块示意图。图 a 是金属蚀刻板的组成方式，图 b、c 和 d 分别是 PCHE1 CO2通道、

PCHE2 CO2通道和导热油或冷却水通道的具体尺寸。 

表 1 热声叠通道的具体尺寸 

通道名称 
板长/宽/厚 

(mm) 
通道形状 

槽宽/槽深 
(μm) 

通道间距

(μm) 
单板通道

数量(个) 
油/水通道 82/40/0.5 半椭圆型 500/350 400 21 

PCHE1 CO2通道 82/40/0.3 半椭圆型 300/210 200 39 
PCHE2 CO2通道 82/40/0.2 半椭圆型 200/140 150 56 

我们定义 CO2通道的水力直径作为通道尺寸的描述参数 

 
4

h
p

AD
D

= ， (1) 

其中，A 是管道的浸润横截面积，Dp 是横截面的浸润周长。通过表 1 的数据可以得到

PCHE1 通道的 Dh=222.1μm，而 PCHE2 通道的 Dh=148.0μm。 
1.3 实验方法 

在目前的研究中，固定冷却水的温度为 23℃，装置为定容体系，独立变量为 CO2的

充注质量和外加温差。其中，改变导热油的温度以实现不同的温差。充注质量由固定温

差下的平均压力进行表征，相同的充注质量为一个测试组。我们在 PCHE1、PCHE2 通道

下分别设置 7 组和 6 组实验测试组，为了保证每组实验均处于超临界压力以上的范围，

我们选择测试组平均压力均处于 7.377MPa 和 10MPa 之间，各个测试组的简要信息如表

2 所示。 
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表 2 实验测试组的简要信息 

实验阶段 测试组 ΔT/(℃) 平均压力/(MPa) 

PCHE1 通道 

I 24.5 7.438 
II 24.5 7.970 
III 24.8 8.444 
IV 24.8 7.527 
V 
VI 
VII 

24.7 
24.7 
24.8 

7.700 
8.250 
8.595 

PCHE2 通道 

I 24.9 7.519 
II 24.8 7.980 
III 25.1 8.398 
IV 25.7 7.684 
V 24.7 8.276 
VI 24.9 8.595 

1.4 数据处理与精度 

为了更好刻画压力振荡，我们使用以下函数来描述在特定谐振器位置的压力变化： 
 cos(2 )

2m
pp p ft 


= + + ， (2) 

其中，t 是时间，f 频率，pm为平均压力，Δp 是压力振幅，φ 是初相位。上述方程可以适

应任意压力变送器的测量结果。图 4 为其中的一个典型的拟合结果，其 R2 值一般大于

0.99，拟合效果良好。 

 
图 4 PCHE1 I 组 PT1 到 PT6 的原始数据(oringinal)和使用公式(1)拟合数据(fitted)的比较结果 

    关于测量精度，Druck ADROIT6200 型的压力变送器的精度为±0.02%，因此误差范

围为±0.0024MPa(测量范围为 0~12MPa)。RKC ST-50 型热电偶(图 2 中的 TC2~6)测量温

度的精度为±1.3℃，Omega TC-T-NPT 型热电偶(TC1 和 TC7) 的精度为±1.0℃。考虑到

USB-TEMP采集卡对热电偶的精度为 0.3℃，因此，温度测量的精度对于TC2~6为±1.6℃，

对于 TC1 和 TC7 为±1.3℃。 

a b

dc

e f



2 结果与讨论 

2.1 压力振荡的振幅与频率 

本节将对两阶段实验中压力振荡的振幅与频率进行讨论。由于最大的压力振幅出现

在PT1处，可以反映出热声发动机的实际性能，因此我们选择此处的测量数据进行讨论。

此外，热声发动机频率在任意测试位置均是相同的，选择 PT1 处的数据不影响频率的普

遍性。 
图 5 展示了两个实验阶段中压力振幅 Δp 与温差 ΔT 的关系，为了能够区分两组实验

数据，虚、实线分别表示 PCHE1、PCHE2 的结果。结果表明，Δp 在每一组中均随 ΔT 增

大而增大，同时，随着充注质量的增加，Δp 也在增大。比较两个阶段的结果，可以看出，

PCHE2 通道在相似的实验条件下能够达到更高的振幅，最大振幅为 0.455MPa，它出现

在第 III 组，ΔT 为 152℃处，而此时 PCHE1 通道的最大振幅为 0.419MPa。 

 
图 5 PT1 处的压力振幅随温差的变化情况，虚、实线分别表示 PCHE1、PCHE2 通道的结果 

为了研究 Δp 变化的一般规律，我们探究了无量纲压力振幅 Δp/pm与 ΔT 的关系，如

图 6 所示。结果表明，在 PCHE1 通道中，三条曲线存在一个共同的趋势，我们将这种趋

势拟合成下面幂律关系(Power law)的曲线：  

 / ( )b
mp p a T c =  +  (3) 

其中 a、b 和 c 为系数。可以看出，PCHE1 通道拟合效果良好，系数 a=-0.2633，b=-0.1010，
c=0.2021，但是在 PCHE2 通道，幂律关系仅适用于 ΔT<75℃的情况，如图 6 中紫色线所

示，我们拟合了 21<ΔT<75℃的数据，拟合效果良好，系数 a=-0.1795，b=-0.2041，c=0.1108。 

 
图 6 无量纲压力振幅 Δp/pm与温差 ΔT 合的幂律关系(Power law)，紫色线为 PCHE2 通道的结果，绿色

线为 PCHE1 通道的结果 



为了定量的测量相对改善程度，使用以下的公式进行计算，结果如图 7 所示。它表

明对应三组实验相对改善程度从 50%左右开始，然后随着温差的增大迅速降低。因此，

PCHE2 通道对发动机的改善低温差下比较明显，高温差下的效果不是很理想。 

 PCHE2 PCHE1

PCHE2

Relative improvement 100%p p
p

 −
= 


 (4) 

 
图 7 PCHE2 通道下压力振幅相对于 PCHE1 随着 ΔT 改变时的相对改善(relative improvement)程度，其

值由公式(4)求得。Group I、II、III 分别表示 PCHE1、PCHE2 对应组的计算结果。 

图 8 中展示的为压力振荡的频率 f 随温差 ΔT 的变化情况，结果表明，f 与 ΔT 和充

注质量均呈正相关的关系。除此之外，通过 PCHE1、PCHE2 通道结果的对比，f 在 PCHE2
通道中有更高的值，但是最大处也没有超过 10Hz，因此，我们设计的发动机是一台典型

的低频装置。  
总之，通过减小 PCHE 热声叠通道尺寸 (从 PCHE1 Dh=222.1μm 到 PCHE2 

Dh=148.0μm)，显著提高了发动机的 Δp 和 f，但是也导致了在高温差(ΔT>75℃)下幂律关

系的发散，如图 6 所示。详细的原因我们将在 2.3 节进行讨论。 

 
图 8 PT1 处的频率随温差的变化情况，虚、实线分别表示 PCHE1、PCHE2 通道的结果 

2.2 起振温差 

本节将探究热声发动机的另一个重要的性能参数—起振温差 ΔTonset。如图 9 所示，

在 PCHE1 通道的 IV 到 VII 实验结果中，ΔTonset分别为 14.8℃、15.8℃、19.0℃和 20.1℃，

相应的压力为 7.381、7.500、8.090 和 8.374MPa。在 PCHE2 通道的 IV 到 VI 实验结果

中，ΔTonset分别为 11.2℃、13.1℃和 15.9℃，相应的压力为 7.388、7.899 和 8.133MPa。
使用幂律关系公式(3)可以推出起振温差 ΔTonset的预测公式： 



 onset / .bT c a = −  (5) 

将两个阶段系数 a、b 和 c 分别代入公式可以得到 PCHE1、PCHE2 通道条件下预测

起振温差分别为 13.7 和 10.7℃。结合 CO2的临界压力为 7.377MPa 可知，实验压力越接

近临界压力，起振温差越低。图 9 中的实验与幂律关系的偏差程度的结果也表明越接近

临界压力时，实验与幂律关系的偏差越小，而且也越接近预测出的起振温差。除此之外，

随着 PCHE 热声叠通道尺寸的减小，发动机的起振温差减小了 3.6℃。造成这种变化的

机理我们会 2.3 节进行讨论。 

 
图 9 无量纲压力振幅 Δp/pm与温差 ΔT 的幂律关系(Power law)和实验数据随温差的变化情况，虚、实

线分别表示 PCHE1、PCHE2 通道的实验结果，绿、紫线分别表示 PCHE1、PCHE2 通道的 Power 

law，阴影区域表示实验对幂律关系的偏差程度。 

 

2.3 结果讨论 

为了探究两个 PCHE 热声叠通道尺寸造成压力振幅 Δp 和振荡频率 f 增大以及起振

温差 ΔTonset降低的深层机理，我们引入热渗透深度 δκ，其定义公式为： 

 2






= ， (6) 

其中，ω 为驻波的角频率，κ 是热扩散系数。δκ表示在一个振荡周期内，热量可以扩散到

流体的距离[25]。由于当前热声发动机在超临界压力和温度下工作，CO2存在特殊的物理

性质，κ 会发生剧烈变化，而且与热声叠上的温度分布 Tsk 和平均压力 pm 都有关系，为

了使问题简化，我们定义一个时空平均热渗透深度： 

 0

2 ( , ) 'skl
sk m

sk

T p dx

l




=


， (7) 

其中，lsk=40mm，它表示图 1 所示的热声叠部分的长度。利用 PCHE1 三个测试组的数据

我们可以得出δκ 的范围为 28 到 48μm。对于热声叠通道尺寸的设计，前人做过很多研

究，实际上，通常推荐的热声叠通道尺寸应处于两至四倍的热渗透深度之间，我们将这

一观点应用于平均热渗透深度，得到通道尺寸应位于 2δκ 和 4δκ 之间。在这种情况下，

驻波热声发动机在理论上会有更好的性能[25,26]。 
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图 10  2δκ≤ Dh ≤3δκ和 3δκ≤ Dh ≤4δκ区间面积和两个 PCHE 各三组实验的实际 Dh，PCHE1 通道为

图(a)到(c)，PCHE2 通道为图(d)到(f)。δκ由公式(7)求出。 

图 10 展示了 2δκ ≤ Dh ≤ 3δκ和 3δκ ≤ Dh ≤ 4δκ区间面积和两个阶段各三组实验的

实际 Dh，PCHE1 通道实验结果如图 11(a)到(c)，Dh一直处于两个区间面积之上。但是在

PCHE2 通道的 I 到 III 组实验中，Dh 会与 4δκ 分别相交于温差 ΔT 为 72、83 和 93℃。

这表明 PCHE2 通道装置中的工质在一个振荡周期内，会更多地受到热膨胀或收缩的影

响，进而导致产生更高的振幅和频率，以及更低的起振温差。 
Dh与 4δκ的交点提供了非常良好的物理信息。如图 6 所示，在 PCHE2 通道实验中，

幂律关系拟合线在 ΔT=75℃开始发散，这个温差点非常接近第 I 组实验中 Dh 与 4δκ 的

交点，而且第 II、III 组几乎是在第 II 组的 Dh与 4δκ交点 ΔT=83℃处开始发散。这些现

象表明 Dh>4δκ是幂律关系存在的必要条件。 
  另外，Dh处于 3δκ ≤ Dh ≤ 4δκ范围之后，Δp 的增长率开始明显的下降(如图 7 所示)。
通过图 5 可以看出，PCHE2 阶段第 I 组的右半部分很平缓，表明了这种情况下，装置明

显达到了饱和状态，即增加 ΔT 的边际效益没那么显著了。如图 10(d)所示，Dh 最后与

3δκ相交于ΔT=138℃。第 II 组高温差下也表现出了相似的现象，可见此时 Dh与 3δκ非

常接近。第 III 组由于 Dh与 3δκ还有一定距离，饱和性没那么明显。因此，3δκ 可以作

为热声发动机工作中需要避免的显著饱和的阈值。 
综上所述，3δκ ≤ Dh ≤ 4δκ对热声叠通道尺寸来说是一个有利的区间。超过 4δκ时，

发动机的性能不能被充分利用，但是在 Δp/pm和 ΔT 之间会存在一个普遍性的幂律关系，

与充注质量无关。在这个区间以下（Dh<3δκ）时，会使发动机达到饱和状态，Δp 对 ΔT
的增长率会显著减弱。 
3 结  论 

本文实现了基于 PCHE 的超临界 CO2 驻波发动机，实验结果表明，在平均压力

9.469MPa 温差 152.1℃时，最大压力振幅达到了 0.455MPa，并且在平均压力 7.381MPa
时，最小的起振温差为 11.2℃。我们定义δκ为平均热渗透深度，本文表明跨超临界温差

下，δκ是一个显著的变量。我们确认了 3δκ ≤ Dh ≤ 4δκ是 CO2通道的有利区间。Dh > 

(d)

(a) (b) (c)

(f)(e)



4δκ 对应于一个没有完全优化的状态，但是它可以得到无量纲压力振幅与温差的简洁幂

律关系。Dh < 3δκ时，压力振幅达到明显的饱和状态，压力振幅随温差的增长率很低。

本文表明将超临界流体和 PCHE 结合在一起的热声发动机是一种很有前景的研究方向，

它能带来较高的压力振幅以及显著的低起振温差。 
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摘要：测井仪在井下作业时通常采用被动式热管理系统对电子器件进行热保护，但系统优异的隔热性

能导致测井仪工作完毕后面临冷却困难的问题。为解决散热困难的问题，提出了内嵌管道的测井仪热

管理系统。通过仿真和实验得出，内嵌管道系统工作过程的热源温度相较于传统系统平均降低 7.82°C，

且工作完毕后通入 1.5 L/s 的空气在 3.5 h 后即可将测井仪冷却至 40°C 以下。所提出的热管理系统能

在满足控温需求的基础上，实现快速冷却，在石油勘探领域具有应用前景。

关键词：测井仪；热管理系统；内嵌管道；控温性能；主动冷却

0 前言

随着人类对石油资源的需求不断增长，地底深层的油田成为了石油勘探和开发的热

点[1-3]。测井仪是用于勘探地层中各种物理量的仪器，被誉为石油工业的眼睛[4]。对于电

缆测井仪而言，其在工作时先通过电缆下放至井下，在向上拉升的过程中完成对岩层物

理量的测量，一般需要在井下工作 2-24 h[5]。

随着钻井深度的增加，井温将随之升高，在到达一定深度时，井温甚至会突破200°C[6]，

而测井仪内部的标准电子器件最高耐温一般不超过 125℃[7]。这也意味着在测井仪作业

过程中，高温环境和电路自发热会使测井仪内的电子元件面临严峻的超温失效问题，因

此需要对内部电子器件进行热管理。

目前主流的测井仪热管理方案中，按照有无能量输入，可分为主动式热管理和被动

式热管理。主动式热管理系统通过外界能量输入将测井仪电路自发热运送至外界高温环

境，然而，高温井下的主动制冷技术往往需要增加额外的移动部件和电子设备，使系统

变得更加复杂，可靠性降低。而被动式热管理系统集成度高，结构简单，是目前最为成

熟可靠的热管理系统[8]。被动式热管理系统主要从隔热，储热和强化换热三个方面控制

电子器件的温度。隔热方面，将测井仪电路骨架部分装载于金属保温瓶中，有效隔绝高

温环境的周向漏热，并将隔热塞设置在保温瓶开口处用于隔绝轴向漏热量[9]。储热方面，

采用熔点较低的固液相变材料对电子器件的自发热进行临时存储[10]。强化换热方面，通

过高导热率的金属骨架构建热源到相变材料的传热通道，避免电子器件自发热在热源处

堆积[11-12]。通过以上三方面结合,可使测井仪在 205°C 的高温环境中稳定作业[13]。

热管理系统具有优异的隔热效果，既能隔绝高温环境漏热，延长测井仪工作时长，

也能阻止内部热量向低温环境散失，从而导致测井仪工作完毕后面临散热困难的问题。



保温瓶内的电路骨架从高温状态冷却至室温需要一周左右，严重影响二次作业的效率。

而将电路骨架从保温瓶中抽出冷却也不可取，其原因是在没有保温瓶时，芯片直接裸露

在空气中冷却会出现冷却热应力过大[14]和水蒸气冷凝等问题，造成芯片损坏。因此需要

合适的方案对工作完毕后的系统进行快速散热。

为了解决上述问题，提出了内嵌管道的测井仪热管理系统，在测井仪骨架中铺设可

供流体流动的管道，并利用内嵌的管道向系统内通入压缩空气实现快速冷却。随后建立

系统的传热模型，采用数值仿真的方法，探究内嵌管道后系统控温效果的变化，并定量

计算出降温过程的冷却速率。最后加工出内嵌管道的测井仪骨架，通过实验测试进一步

验证该方案的可实施性。

1 数值仿真及实验测试

1.1 系统设计

图 1(a)为内嵌管道的热管理系统结构示意图，保温瓶在最外侧用以保护电子器件，

两侧开口处布置有隔热塞隔绝高温环境，电路骨架两端连接有相变材料储存电路的自发

热。为了使系统工作完毕后快速冷却，在传统骨架结构中布置贯穿整个测井仪结构的管

道以供冷却介质流动，让冷却介质与测井仪系统中的各个模块充分换热，将内部热量带

走。图 1(b)展示了系统的三维模型，其中储热模块的壳体加工有内部槽道，用以密封熔

化后的液态相变材料。冷却管道通过内槽道贯穿整个系统，而不直接与相变材料接触。

模型的具体结构尺寸在表 1 中列出。

图 1 (a)热管理系统结构示意图 (b)内嵌管道的测井仪热管理系统三维结构

Fig.1 (a) Schematic structure of the thermal management system (b) 3D structure of the thermal management

system of the logging instrument with the embedded pipelines

表 1 模型尺寸参数

Table1 Size dimensions of the model

直径 隔热塞 1 长度 储热模块 1 长度 储热模块 2 长度 隔热塞 2 长度

72 mm 110 mm 233 mm 207 mm 50 mm



图 2 所示为冷却介质在结构中的流动示意，所设计的冷却管道为内径 8 mm，外径

16 mm 的紫铜管。可以看出该方案将流道集成在骨架内部，工作完毕后无需接触保温

瓶内部的高温骨架，直接通过预留的接口通入冷却介质，即可实现快速冷却的效果。且

该冷却方案通过改变冷却介质的通入量来控制整个系统的降温速率，可满足各种冷却速

率的需求，实现高效的散热。

图 2 冷却介质在结构中的流动示意

Fig.2 Schematic flow of the coolant in the structure

1.2 数值仿真

为验证内嵌管道的测井仪热管理系统工作时的控温效果和工作完毕后的散热效果，

采用有限元方法对该系统的工作升温过程和工作完毕后的散热过程进行数值仿真。在建

立传热模型前，做出如下假设：（1）由于保温瓶内空间狭小，空气几乎不流动，忽略测

井仪内部空气的对流传热[15]。（2）由于保温瓶内空气与骨架温差不大，忽略二者之间的

辐射换热。（3）不考虑各模块间的接触热阻。（4）保温瓶真空层等效为导热系数很低的

固体层[16]（5）忽略相变材料熔融时的流动[17]。由此，整个测井仪热管理系统可简化为一

个由导热微分方程控制的非稳态传热模型，由公式(1)和(2)控制：

其中，式(1)中从左到右的各项依次为：热瞬态项，热对流项，导热项，热源项。

由于测井仪热管理系统涉及相变材料的相变过程，该过程在仿真求解时具有高度非线性，

因此，采用等效热容法计算相变材料的相变过程[18]。该方法将相变材料的潜热等效为热

容的一部分，并将相变过程假设为一个温度过渡阶段，相变材料的温度从 / 2mT T 过

渡到 / 2mT T ，其中 mT 为相变材料相变温度， T 为过渡温度。过渡区中相变材料的

物性通过相 1 和相 2 的混合材料特性得出，其控制方程如式(3)—(7)所示。

T
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 
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其中 1 ， 2 分别为固相和液相相变材料的体积分数， 1 2L  为相变材料的潜热， , pc

和 k 分别是相变材料的密度，定压热容和导热系数。下标 1 和 2 代表固相和液相。 m 是

相变材料从固相转为液相时建立的二阶平滑相变函数，仅与温度相关， ( )m T 函数如式

(8)所示，并由式(4)将潜热转化为等效热容。将求得的等效热容代入式(1)建立的传热控制

方程中，即可对相变过程中的温度分布进行求解。

系统的冷却过程涉及到流动和传热的耦合求解，求解过程中假设流场不随时间变化，

采用雷诺时均 N-S 方程，并运用标准 k  模型来求解系统的湍流流场。求解时忽略方程

组中的时间相关项进行稳态求解，流动的控制方程如式(9)—(15)所示：

以上公式中均采用张量表示法的计算规则，其中(12)，(13)，(14)，(15)代表着两个额

外的传递方程和两个因变量，分别指湍流能 k 的输运方程、湍动能耗散率 的输运方程、

湍流粘度计算式和一个生成项。而式(9)—式(11)是连续性方程和雷诺平均形式下的 N-S
方程。上述公式中 1C ， 2C ，C 为取值分别为 1.44,1.92 以及 0.09， k 和  分别是 k
和 的湍流 Pr 数，取值分别为 1.0 和 1.3[19]。通过以上控制方程计算出管道内的稳态流

场后，将稳态流动的流场数据输入至方程(1)的速度场 u


中进行降温过程的瞬态计算。
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根据以上的数学模型，将建立好的几何结构导入 COMSOL Multiphysics 进行有限元

求解。按照表 1 设置系统各部件的物性参数，其中低熔点合金的熔化温度设置为 74.17°C，
熔化潜热为 37.1 kJ/kg，凝固时由于存在过冷度的影响，相变温度设置为 69°C，相变潜

热为 20.12 kJ/kg。采取物理场控制的网格划分方式进行结构的网格划分，并进行网格无

关性验证，如表 2 所示。考虑到计算精度和资源，采用 2083002 网格数进行求解。整个

仿真分为两部分求解，首先是系统的工作过程，所有部件的初始温度设置为 30°C，两个

热源的发热功率均设为 15 W，保温瓶外壁面与隔热塞开口处温度设为 205°C，以 10 min
的时间步长计算 6 h。随后是系统的主动冷却过程，以工作过程最后时刻的温度场作为冷

却过程的初始温度分布，并分别设置不同的空气流量进行探究。冷却过程中空气的入口

温度设置为 25°C，保温瓶外壁面与隔热塞开口壁面温度设置为对流换热边界条件，换热

系数取 4 W/(m2K)，外部温度取 25°C，主动冷却的计算时长设置为 6 h，时间步长设置

为 5 min。
表 2 各部件材料物性

Table 2 Material properties of each component

名称 材料
热导率

(W·m-1·K-1)
密度

(kg∙m-3)
比热容

(J∙kg-1∙K-1)

保温瓶 Inconel 718 14.7 8240 436

真空绝热层 铝箔+间隔物 0.0004 200 1200

骨架 铝合金 6061 167 2710 896
热源 陶瓷 30 3960 850

导热硅胶片 硅胶 1.2 1810 923
隔热塞外壳 聚四氟乙烯 0.25 2200 1000
隔热塞填充物 硅酸铝棉 0.035 400 794.2
相变材料壳体 304 不锈钢 16.3 7930 500
相变材料 低熔点合金 18.8 9580 146(s) 184(l)
冷却管道 紫铜 400 8960 385

表 3 网格无关性验证

Table 3 Grid-independent verification

网格数 360 min 后的热源温度 720 min 后的热源温度

2817305 113.10°C 27.444℃
2083002 113.17°C 27.401℃
1386460 113.36°C 27.385℃

1.3 实验测试

加工好的内嵌管道测井仪热管理系统样机如图 3 所示，其中图 3(a)为骨架整体装配

结构，内嵌管道装配如图 3(b)所示。实验测试台架的示意图如图 4 所示，分别在两个相



变材料的壳体，两个电源，电路骨架，内部隔热塞，保温瓶外壁和烘箱箱体壁面上固定

好 K 型热电偶，并将热电偶线和电源线连接至烘箱外的数据采集器和直流稳压电源。实

验前将通气管道与骨架中预留的接口相连，并通过金属卡箍进行压紧密封。空压机的排

气通过硅胶软管连接流量计进行空气流量的控制。实验时，通过调节直流稳压电源控制

两个热源的发热功率均为 15 W，加热片通过导热硅胶垫与铝合金电路骨架相连。烘箱温

度设置为 205℃，持续加热 6 h，加热完毕后关闭热源和烘箱的加热功能，并打开烘箱上

的隔热盖使内部温度快速下降，待烘箱内温度接近室温时打开空气压缩机并调节流量至

1.5 L/s，进行通气冷却。整个过程中无纸记录仪每隔 1 s 采集一次温度数据。图 5 展示了

实验测试台架的实物图。

图 3 集成管道测井仪热管理系统样机(a)整体骨架实物图；(b)冷却管道装配图

Fig.3 Prototype of the logging instrument thermal management system with integrated pipelines (a) Physical

diagram of the overall skeleton (b) Assembly diagram of the cooling pipeline

图 4 实验测试台架示意图

Fig.4 Schematic diagram of the experimental testing platform



图 5 实验测试台架实物图

Fig.5 Physical diagram of the experimental testing platform

2 结果及分析

2.1 数值仿真结果

对于内嵌管道的热管理系统，管道在贯穿储热模块的同时也会占用相变材料的体积，

而相变材料的体积直接关系着系统的储热能力，因此首先需要关注的是加入管道后热管

理系统控温效果的变化情况。分别对相同结构长度下的传统热管理系统和内嵌管道热管

理系统进行了仿真分析。

图 6(a)所示为传统系统和内嵌管道系统中热源和相变材料的温度变化曲线，图中的

近似恒温阶段表示相变材料处于相变阶段。仿真结果表明，360 min 后，内嵌管道结构和

传统结构的热源温度分别为 113.17°C 和 116.25°C，最终温差为 3.08°C，整个阶段的内嵌

管道结构的热源温度始终低于传统结构，平均温差为 7.82°C。进一步分析可知，内嵌管

道系统中相变材料在 360 min 后的温度达到 97.10°C，要高于传统结构的 85.32°C。这是

由于高导热铜管路贯穿电路骨架和储热模块，建立了从热源到相变材料的高导热通道，

大部分热量从热源传递至相变材料中存储，从而使热源与相变材料的温差仅为 16.07°C。
而传统结构中热源与相变材料的温差达到 30.94°C，说明传统结构热量较多的堆积在热

源处。

图 6(b)展示了两种系统工作 360 min 后的温度分布情况，从图中可看出，内嵌管道

的骨架温度分布比传统骨架温度分布更加均匀，相变材料的储热性能得到了更充分的释

放。因此在相变材料少于传统结构的情况下，内嵌管道系统仍能获得更好的控温效果。

图 6 (a)内嵌管路结构和传统结构的温度变化曲线对比 (b)两种系统工作 360min 后的温度云图

Fig.6 (a) Comparison of temperature variation curves between the embedded pipeline structure and the

traditional structure (b) Temperature contours after 360 min of operation for the two systems

探究了内嵌管道热管理系统工作时的控温效果后，对系统工作完毕后的主动冷却速

率进行计算。图 7 为测井仪工作完毕后主动冷却过程中通入不同流量的空气时热源温度



的变化曲线，其中流量指的是一个大气压下的气体体积流量。可以看出，流量为 0.1 L/s
时，由于空气流量较小，无法快速带走测井仪工作完毕后储存的热量，720 min 后热源仍

处在较高的温度。随着空气流量的增大，冷却速率显著加快，冷却曲线出现了恒温阶段，

这表明低熔点合金在释放测井仪工作过程中储存的潜热，流量增大至 1 L/s 后，恒温阶段

变得不明显，这表明此流量下测井仪结构的散热速率比相变材料将储热量传至热源的速

率更快。从 1.5 L/s 提高流量，热源温度在 720 min 后的温度基本不变，说明 1.5 L/s 的流

量已基本能将测井仪内的电子器件冷却至室温。

图 7 不同空气流量下的冷却效果

Fig.7 Cooling effect at different air flow rates

图 8 为流量 1.5 L/s 时主动冷却过程中 360 min-660 min 时截面上的温度分布云图变

化。从云图中可以看出，由于空气的热容较小，进入骨架后很快被周围仍处在高温下的

结构加热到一个较高的温度，导致空气在流经保温瓶内靠近底部的结构时，由于温差较

小，无法有效的带走热量，使底部结构降温较慢。同时，由于整个流道的距离较长，空

气在流动前半程已吸收了较多的热量，导致返程时并未起到良好的换热效果，这也体现

了空气在测井仪主动冷却中的局限性。



图 8 空气流量 1.5 L/s 时不同时刻的截面温度分布云图变化

Fig.8 Changes in cross-sectional temperature distribution contours at different moments for an air flow

rate of 1.5 L/s

2.2 实验测试结果

图 9(a)为实验测试中测井仪热管理系统样机工作过程和冷却过程的全阶段温度曲线

图。从图中可以看出，实验开始后烘箱内环境温度迅速上升，在 60 min 后到达 205°C,保
温瓶外壁面温度滞后于环境温度，在 120 min 后保持在 205°C。由于保温瓶具有优异的

隔热性能，瓶内结构的温度要显著低于烘箱环境。外相变材料壳体由于更靠近保温瓶开

口处，漏热更严重，在 140 min 时便开始出现温度恒定阶段，这意味着相变材料开始相

变；而内相变材料壳体由于处在保温瓶底部，漏热较少，210 min 时才开始相变。从图中

也可以看出，外相变材料壳体温度在相变结束后迅速上升，360 min 时达到了 89.4°C，内

相变材料在 360 min 时仍处在平缓期，温度为 78.3°C，说明其内部相变材料还未完全相

变。同时，360 min 后两个热源温度分别为 108.9°C 和 114.8°C。在 360 min 后开始降温

过程，此时由于烘箱内部与外界连通，烘箱环境温度和保温瓶外壁温度迅速下降并保持

在室温。同时泵入 1.5 L/s 的压缩空气，不断将热量带走，使各个测温点的温度都在不断

降低。且此时由于加热片不再自发热，热量传递方向转变为从相变材料传递至热源，在

图中体现为相变材料壳体温度高于热源的温度。

为了直观说明主动冷却方案的散热效率，通过实验分别测试了测井仪工作完毕后的

自然对流冷却过程和主动通气冷却过程，其热源温度变化曲线的对比如图 9(b)所示。可

以看到，自然对流冷却在近 2 天时间的冷却后，其内部的电子元件仍处在 58°C，且在冷

却期间无法进行二次下井作业。而主动通气冷却则在 3.5 h 后将热源温度降低至 40°C 以

下，可进行正常的转井作业，说明所提出的冷却方法是有效的，具有实际应用价值。



图 9 (a)系统各测温点的全过程温度变化曲线 (b)自然对流冷却和通气主动冷却的热源温度曲线对比

Fig.9 (a) Complete temperature variation curves for various temperature measurement points in the system (b)

Comparison of the heat source temperature curves between natural convection cooling and actively ventilated

cooling

2.3 实验与仿真结果对比

图 10 对比了实验与仿真中部分测温点温度随时间的变化曲线，可以看出，仿真与实

验的温度变化趋势基本一致。系统工作的升温过程中实测温度与仿真温度的最大误差为

13.68°C，平均误差为 4.74°C，表明仿真可以较为准确地描述测井仪的工作过程。而对于

系统的降温过程，工程应用中更关注仿真能否准确预测降温所需的时间。从图中可以看

出，尽管在降温初始阶段各测温点的实验和仿真数据稍有偏差，但随着冷却过程时间的

推移，仿真和实验的数据曲线逐渐趋于一致，在 560 min 时实验和仿真的热源温度仅有

0.36°C 的偏差，且整个过程的平均温度误差仅为 0.93°C。这说明所采用的仿真方法能够

较为准确地计算主动冷却所需的时间，且准备地描述仿真冷却过程中系统的温度变化情

况。

仿真结果和实验结果间的误差来源有以下几点：第一，热源与骨架、骨架与相变材

料间均存在较大的接触热阻，使热量的导热通道受阻，直接导致了实际测试与仿真间的

温度误差。从图中可以看出，系统仿真的热源温度在升温过程中要低于实验结果，在冷

却过程中则会高于实验结果，且相变材料壳体与热源在冷却过程的仿真中基本没有温差，

而实验中则有明显的温差，直观体现出接触热阻对仿真准确性的影响。第二，对于降温

过程，由于合金的凝固过程存在过冷度，其相变温度会随着冷却速率的变化而改变，难

以确定恒定的相变温度来准确仿真合金的潜热释放过程，导致冷却过程中仿真与实验在

相变材料壳体温度上存在一定差异。第三，降温过程中系统外壁面设置的为 4 W/(m2K)
的对流换热边界条件，与实际的冷却过程可能存在一定偏差。但由于系统散热主要通过

管道内的空气流动带走热量，故不会产生过大的误差。



图 10 实验与仿真的温度对比图

Fig.10 Comparison chart of temperature between experiment and simulation

3 结 论

本文提出了内嵌管道的测井仪热管理系统，并设计出相应的测井仪骨架结构，使管

道能在保证相变材料壳体密封性的情况下贯穿整个测井仪骨架。随后通过仿真对比分析

了内嵌管道系统和传统系统的控温效果差异，并计算了以空气为介质的系统散热速率，

最后通过实验验证了仿真结果的准确性。主要结论如下：

1）仿真结果表明，内嵌管道的热管理系统相较于同尺寸下的传统热管理系统在工

作过程中热源温度平均降低 7.82°C，最终热源温度降低 3.08°C。降温过程中，

空气在骨架内的管道中能够进行充分的换热，整个系统的散热效率主要取决于

通入空气的流量。

2）加工出实验样机并进行实验测试，测试结果表明，相比需要数天时间才能完全降

温的自然对流冷却，所提出的冷却方案能以 1.5 L/s 空气流量使工作完毕后的测

井仪骨架在 3.5 h 内冷却到 40°C 以下，从而有效减少了测井仪二次作业的工作

间隔。

3）将仿真结果与实验结果进行对比，升温过程热源温度最大误差为 13.68°C，平均

误差为 4.74°C，降温过程平均误差仅为 0.93°C，且温度变化趋势基本一致，说

明仿真准确度较高，可用于计算测井仪常温主动冷却所需的时间。
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摘要：随着电芯的能量密度逐渐提高，电芯稳定性、安全性成为困扰新能源汽车进一步发展的核心难

题。为开发新一代新能源汽车动力电池高效热管理系统，本文构建了一种面心立方周期性晶胞结构液

冷散热器，并对其进行电池散热试验。研究结果表明，当电池在 5~40℃的环境温度下进行放电时，散

热器可以有效的将温度的控制在 21.31~33.04℃，使电池在安全、高效的温度范围内进行工作，有效的

提高了电池的安全性。当放电倍率为 2C，环境温度为 25℃，冷却液质量流量为 0.01、0.03 和 0.05 Kg/s

时，电池的最高温度分别为 30.26、30.06 和 29.98℃，与没有散热器的电池相比放电过程的温升分别下

降了 59.94%、61.46%和 62.07%。本研究的研究成果提高了电池散热效果，为解决新一代新能源汽车热

管理问题提供一种新方案。

关键词：电池散热；晶胞结构；电池热管理；强化传热

0 引言

动力电池热管理技术是电动汽车安全高效运行的关键技术，在电池温度过高时对电

池模组进行散热，防止热失控事故；在电池进行低温启动时，对电池进行预热，保证低

温条件下充电效率和放电性能；提高电池组内温度均匀性，防止形成局部热区，提高电

池寿命[1]。

汽车电池散热技术按照传热介质主要分为风冷、液冷、和相变冷却技术[2]。风冷技

术[3, 4]具有结构简单、质量轻、成本较低等优点，但该技术换热系数较低、冷却速度慢、

效率较差；液冷方案[5, 6]的换热系数高、冷却速度快，但是对密封性要求高、结构较复杂、

维修和保养较为困难；而相变传热[7, 8]主要用来改善汽车电池内部温度场的均匀性，但是

需进一步降低体积、重量和成本。目前动力电池热管理系统普遍存在系统设备较为笨重、

安全性较差等问题，因此开发具有高效散热能力电池热管理系统依然有待技术突破。

现有的对换热器的研究要么集中于强化传热，要么集中于增强机械性能。而对于通

过合理设计结构来改善微通道换热器的机械性能和传热性能的研究很少。而在电动汽车



热管理系统中，换热器既需要较高的机械强度同时有需要良好的对流热交换性能。因此，

有必要开发一种同时具备这两个优点的换热器新结构。在之前的研究中我们发现周期性

晶胞结构与传统波纹直板换热器相比不仅具有更好换热效果同时具备更强的机械性能
[9]。因此，本研究采用换热效果最好的面心立方晶胞结构作为填充材料，构建了一种面

心立方周期性晶胞结构液冷散热器，并对其进行电池散热试验。本文采用选择性激光熔

融技术制造了面心立方周期性电池散热结构，并对其在不同放电倍率、不同质量流量和

不同环境温度条件下对电池的热管理效果进行实验。

2 散热器的设计与制备

2.1 散热器的设计

本文设计了一种适用于 18650 电池的面心立方周期性晶胞结构散热器，图 1（a）为

电池散热器模型俯视图，散热器的圆孔为电池安装位置。图 1（b）为图 1（a）中虚线部

分的三维剖面图。剖面图的尺寸为 200×20×40 mm（L×W×H），两个电池在 L 和 W 方向

上间距分别为 6 和 20 mm，散热器外壳为 2 mm 厚的铝合金板，内部填充面心立方晶胞

结构。面心立方晶胞结构在 L 方向为 10 个周期，W 和 H 方向为 2 个周期。通过之前的

研究我们发现单个周期晶胞结构的尺寸越小散热效果越好，由于结构过于复杂目前制备

技术无法完成制造。因此，综合考虑散热效果和制备成本确定了单个周期晶胞结构的边

长为 l=20 mm。



图 1 散热器模型

2.2 散热器的制备

为了便于试验对散热器模型进行了调整设计了如图 2 所示的新模型，模型详细参数

如表 1 所示。在原模型前后添加了流体缓冲区域和法兰，缓冲区域长度为 10 mm，法兰

用于和进出口的接头连接，法兰的宽度为 60 mm。散热器模型采用选择型激光熔融技术

制备，制造设备为联泰 380，成形精度为±0.1 mm，材料为铝合金（AlSi10Mg）。进出口

接口同样采用 3D 打印技术制备，制造设备为 Foto 13.3，材料为光敏树脂。

图 2 试验模型

表 1 周期性晶胞结构散热器的详细尺寸

参数 W1 W2 W3 L1 L2 L3 H1 H2

值（mm） 40 60 70 220 20 15 60 70

3 实验方案



3.1 试验平台

实验系统如图 3 所示，散热和进出口接头通过螺栓连接完成后，将 16 块 18650 电

池安装在散热器上。为了减少电池与散热器之间的接触热阻，在散热器和电池接触表面

涂上导热硅脂。在实验过程中，为了控制环境温度稳定不变，将散热器放置在恒温箱内

部。电池测试系统对电池进行充放电测试，并记录电池充放电过程中的电压、电流和充

放电量等数据。在每个电池表面粘贴热电偶测量电池在不同条件下充放电过程中的温度，

并通过数据采集仪导入电脑中。冷却水供应系统由恒温水箱，水泵和体积流量计构成，

为散热器提供冷却水。设备的具体型号参数如表 3 所示。试验平台的组装步骤如下：

（1）将 3D 打印的铝合金散热器和树脂进出口接头用螺栓连接起来。

（2）在散热器与电池接触表面均匀的涂抹导热硅脂，并将 18650 电池嵌入散热器。

（3）将安装好的散热器模块放置在恒温箱内部，

（4）使用塑料软管将冷却水系统连接起来，连接顺序依次为恒温水箱出口、增压

水泵、电磁调节阀、体积流量计、散热器入口、散热器出口和恒温水箱入口。并且在连

接处采用金属卡箍固定，以防止漏水。

（5）将 T 型热电偶连接在数据采集仪上，并将热电偶测温贴片分别贴在电池远离

散热器一侧中央位置。此外在恒温箱内悬挂一根热电偶用于实时监测恒温箱内部温度。

（6）采用电池测试系统的鳄鱼夹连接电池正负极。

（7）使用 USB 数据线将电池测试系统和数据采集仪连接在计算机上。

图 3 实验测试系统

表 3 实验设备明细表



序号 设备名称 设备型号 主要性能指标 数量 用途

1 智能恒温槽 舜玛仪器 SDC-6 精度：±0.05℃ 1 提供恒温冷却水

2 增压泵 RGB15-10 量程：0~10 L/min 1
为冷却水提供循环

动力

3 涡轮流量计
晟节 C 型（额定 24V

输入电压）
量程：0.04~0.25 m3/h 1 测量流体流量

4 恒温箱 BLC-300
精度：±0.1℃

量程：5~65℃
1

为实验提供恒定的

环境温度

5 数据采集仪 KEYSIGHT DAQ970A
基础 DCV 精度：

0.003%
1 自动记录数据

6 热电偶
KPS-BP-TI-T-30-4000-

LX
精度：±0.1℃ 17 测量电池表面温度

7 电池测试系统 LANB BT-2018C 量程：0~5 V 1
对电池进行充放电

实验

8 电池 松下 18650 容量：3000mA 16 -

9 计算机 华硕 laptop - 1
用于记录和处理测

量数据

3.2 实验步骤

3.2.1 不同放电倍率下散热器对电池的影响

电池在不同的放电倍率下产热量不同，而电动汽车在加速行驶和匀速行驶过程中电

池的放电倍率也有所不同。因此有必要研究电池在不同放电倍率下散热的散热效果，具

体实验步骤如下：

（1）按照实验组装步骤组装试验平台。

（2）开启恒温箱，设置恒温箱温度为 25 ℃。

（3）当恒温箱温度达到预设温度，设置数据采集仪，设置数据采集仪 30 s 读取一

次温度数据。

（4）依次开启恒温水箱、流量计和增压水泵，设置冷却水温度和流量分别设为 25℃
和 0.05 Kg/s，当恒温水箱温度达到设定温度后，使用温度计检查水温。

（5）设置电池测试系统测试程序。充电程序设置为：第一步恒流充电，充电电流

为 1500 mA，当充电电压升至 4.2 V 跳转下一步。第二步恒压充电，恒压充电电压为 4.2 V，
当充电电流小于 50 mA 结束充电。

（6）开启数据采集仪和电池测试系统，并记录数据，完成充电测试。

（7）充电测试完成后静止一段时间，电池表面温度稳定不变后开始电池放电测试。

（8）设置电池测试系统放电测试程序，电池放电程序设置为恒流放电，放电电流

为 1500 mA，当放电电压小于 2.75 V 时结束放电。当电池表面温度稳定不变后关闭数据

采集仪，完成电池在环境温度为 25℃、冷却介质流量为 0.003Kg/s 条件下的 0.5C 充放电

试验。



（9）分别更改充放电程序中的充放电电流为 3000 和 6000 mA，重复试验步骤 5-8，
完成电池在 1C 和 2C 放电倍率条件下的充放电试验。

3.2.2 不同质量流量下散热器对电池的影响

根据前两章的研究发现，冷却介质的流量是影响散热器散热性能的重要因素。为了

设计最佳的散热器冷却介质流量，通过对不同流量下散热器对电池性能影响的研究，寻

求散热器最佳的流量。具体实验步骤如下：

（1）按照实验组装步骤组装试验平台。

（2）开启恒温箱，设置恒温箱温度为 25 ℃。

（3）当恒温箱温度达到预设温度，设置数据采集仪，设置数据采集仪 30 s 读取一

次温度数据，并检查电池表面和恒温箱温度是否为环境温度。

（4）设置电池测试系统充电测试程序。充电程序设置为：第一步恒流充电，充电

电流为 3000 mA，当充电电压升至 4.2 V 跳转下一步。第二步恒压充电，恒压充电电压为

4.2 V，当充电电流小于 50 mA 结束充电。

（5）开启数据采集仪和电池测试系统，并记录数据，完成充电测试。

（6）充电测试完成后静止一段时间，电池表面温度稳定不变后开始电池放电测试。

（7）设置电池测试系统放电测试程序，电池放电程序设置为恒流放电，放电电流

为 6000 mA，当放电电压小于 2.75 V 时结束放电。当电池表面温度稳定不变后关闭数据

采集仪，完成电池在环境温度为 25℃、无散热装置条件下的 2C 充放电试验。

（8）依次开启恒温水箱、流量计和增压水泵，设置冷却水温度为 25℃，当恒温水

箱温度达到设定温度后，使用温度计检查水温。

（9）确认水温无误后分别将冷却水流量设置为 0.001、0.003 和 0.005 Kg/s。重复试

验步骤 4-7，完成电池在不同质量流量冷却介质条件下的充放电试验。

3.2.3 不同环境温度下散热器对电池的影响

环境温度严重影响电池充放电性能，温度过低电池的反应速率会下降，温度过高可

能会引发副反应破环电池内部化学平衡，电池的最佳工作温度为 20~40 ℃。因此，测试

对不同环境温度下散热器对电池的影响可以有效评估散热器对电池热管理效果。具体实

验步骤如下：

（1）按照实验组装步骤组装试验平台。

（2）开启恒温箱，设置恒温箱温度为 5℃。

（3）当恒温箱温度达到预设温度，设置数据采集仪，设置数据采集仪 30 s 读取一

次温度数据。

（4）依次开启恒温水箱、流量计和增压水泵，设置冷却水温度和流量分别设为 25℃
和 0.05 Kg/s，当恒温水箱温度达到设定温度后，使用温度计检查水温。

（5）设置电池测试系统测试程序。充电程序设置为：第一步恒流充电，充电电流

为 3000 mA，当充电电压升至 4.2 V 跳转下一步。第二步恒压充电，恒压充电电压为 4.2 V，
当充电电流小于 50 mA 结束充电。



（6）开启数据采集仪和电池测试系统，并记录数据，完成充电测试。

（7）充电测试完成后静止一段时间，电池表面温度稳定不变后开始电池放电测试。

（8）设置电池测试系统放电测试程序，电池放电程序设置为恒流放电，放电电流

为 6000 mA，当放电电压小于 2.75 V 时结束放电。当电池表面温度稳定不变后关闭数据

采集仪，完成电池在环境温度为 5℃、冷却介质流量为 0.05 Kg/s 条件下的 2C 充放电试

验。

（9）分别将恒温箱内部温度设置为 25℃和 40℃，重复试验步骤 5-8，完成电池在

不同环境温度条件下的充放电试验。

4 结果与讨论

图 4 为环境温度 25℃，冷却质量流量为 0.05 Kg/s 时，不同放电倍率条件下电池表

面温度的变化。当电池的放电倍率为 0.5、1.0 和 2.0 C 时，放电过程中电池表面的最高

温度分别为 26.26、27.25 和 30.13℃。当放电倍率为 0.5C 时，电池的发热量较低，温度

升高了 1.11℃。而随着放电倍率的增大，电池的发热量也显著升高，当放电倍率为 1C
和 2C 时，电池的温升分别为 2.1 和 4.98℃，分别为 0.5C 电池温升的 1.89 和 4.89 倍。表

4-1 为环境温度为 5、25 和 40℃条件下，八个不同电池的放电量。我们发现，随着电池

温度的下降

图 4 不同放电倍率条件下放电过程中电池表面温度

图 5 为环境温度 25℃，放电倍率为 2C，不同质量流量条件下散热器对电池的散热

效果。随着放电的进行，电池表面的温度逐渐增大。由于恒温箱内部温度有波动所以电

池表面温度在上升过程中会有短暂的下降。当环境温度为 25℃时，在没有散热器的情况

下，当放电结束后电池的温度升至 38.13℃，相较于初始温度升高了 13.13℃。当冷却液

质量流量为 0.01、0.03 和 0.05 Kg/s 时，电池的最高温度分别为 30.26、30.06 和 29.98℃。

与没有散热器的电池相比放电过程的温升分别下降了 59.94%、61.46%和 62.07%。可以



发现当质量流量从 0.01 Kg/s 升至 0.05 Kg/s 放电过程的温升下降的并不明显，因此在考

虑到节能的因素，我们可以使用较低的质量流量来对电池进行降温。

图 5 散热器不同质量流量下电池表面温度

图 6 不同环境温度条件下放电过程中电池表面温度

图 6 为不同环境温度条件下，电池在 2C 放电过程中，使用周期性晶胞结构散热器

和不使用散热器电池表面温度的变化。可以发现，电池在 40℃的环境温度下进行 2C 放

电时，没有散热器的情况下电池最高温度可以达到 51.64℃，使用散热器后电池在断电状

态下表面温度为 29.15℃，在放电过程中电池的最高温度为 33.04℃。相较于不使用散热

器，电池的最高温度下降了 18.6℃。当环境温度为 5℃时，使用散热器后电池在断电状

态下表面温度可以达到 21.31℃，相较于不使用散热器的情况下表面温度上升了 16.31℃。

总的来说，当电池在 5~40℃的环境温度下进行放电时，不使用散热器的情况下电池温度



的波动范围为 0~51.64℃，当使用散热器后温度的波动范围为 21.31~33.04℃。因此，在

不同的环境温度下，周期性晶胞结构散热器可以有效的控制电池在安全、高效的温度范

围内进行工作，有效的提高了电池的安全性。

5 结论

本文通过对周期性晶胞结构液冷电池散热器在不同放电倍率、不同质量流量和不同

环境温度条件下对电池的热管理效果进行实验，得到以下结论：

（1）当放电倍率为 0.5C 时，温度仅升高了 1.11℃。随着放电倍率的增大，当放电

倍率为 1C 和 2C 时，电池的温升分别为 0.5C 的 1.89 和 4.89 倍。

（2）当放电倍率为 2C，环境温度为 25℃，冷却液质量流量为 0.01、0.03 和 0.05 Kg/s
时，电池的最高温度分别为 30.26、30.06 和 29.98℃。与没有散热器的电池相比放电过程

的温升分别下降了 59.94%、61.46%和 62.07%。质量流量增加温升下降并不明显，因此

在考虑到节能的因素，我们可以使用较低的质量流量来对电池进行降温。

（3）当电池在 5~40℃的环境温度下进行放电时，散热器可以有效的将温度的控制

在 21.31~33.04℃，使电池在安全、高效的温度范围内进行工作，有效的提高了电池的安

全性。
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基于卷积自编码器增压锅炉异常检测方法
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摘要：本文以小型增压锅炉为对象，以健康管理体系下的异常检测为研究目标，开展小型增压锅炉异

常检测技术研究。基于小型增压锅炉运行实验数据，设计和训练去噪卷积自编码器来实现对设备异常

状况的监控和检测。研究结果表明：基于去噪卷积自编码器建立的小型增压锅炉异常检测模型能够实

时输出反映设备异常程度的异常分数，对于及时发现设备的安全隐患有重要意义。

关键词：健康管理；小型增压锅炉；卷积神经网络；异常检测

Anomaly Detection Method of Booster
Boiler Based on Convolutional Autoencoder
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Abstract：This paper takes the small supercharged boiler as the object, and takes the anomaly detection under

the health management system as the research goal to carry out the research on the abnormal detection

technology of the small supercharged boiler. Based on the experimental data of a small booster boiler, a

denoising convolutional autoencoder is designed and trained to monitor and detect abnormal conditions of the

equipment. The research results show that the small booster boiler anomaly detection model based on the

denoising convolutional autoencoder can output anomaly scores reflecting the degree of equipment anomaly in



real time, which is of great significance for timely detection of equipment safety hazards.

Key words：health management；small booster boiler；convolutional neural network；abnormal detection

前言

增压锅炉技术成熟、稳定性高，是大型蒸汽动力装置的最佳之选[1]。然而舰船在执

行任务时锅炉工况变化频繁，参数波动较大，导致事故频发，亟需发展高效的健康管理

技术。自 20 世纪 70 年代故障预测的概念在航天航空和军事装备领域诞生以来，预测与

健康管理（PHM）逐渐发展成为一个包含数据采集、状态监测、异常检测、故障诊断、

故障预测、寿命管理、辅助决策等技术的技术体系。开展 PHM[2]技术在舰船增压锅炉的

应用研究，对于提升大型蒸汽动力装置的可靠性、安全性、经济性和智能化水平具有重

要意义。近年来随着深度学习技术的发展，神经网络的特征提取和学习能力得到大幅提

升，自编码器作为一种无监督的神经网络，能够从系统全运行参数中提取关键信息，学

习并记忆对象正常行为模式[3]，因而被广泛用于动力设备的异常检测。陈鲲[4]建立深层

堆栈式自编码器对柴油发动机振动数据进行深度特征提取和异常检测，作者通过对网络

中间层卷积结果的可视化，发现了一维卷积过程具有自适应的信号模态分解能力，具有

更加智能化的信号处理功能。李燕[5]将堆栈式深度自编码器用 300MW 锅炉异常数据识

别，该模型能够正确识别与设备状态无关的异常数据，从而实现数据清洗。

本文以小型增压锅炉及其运行实验产生的数据为研究对象，开展基于深度学习的小

型增压锅炉异常检测技术研究。针对小型增压锅炉运行数据特点，设计了小型增压锅炉

异常检测建模方案，并基于锅炉真实运行数据和深度学习方法建立小型增压锅炉异常检

测模型，在包含丰富信息的测试数据上完成对异常检测模型的性能验证和分析。

1 相关工作

1.1 小型增压锅炉数据采集

基于国内某个小型增压锅炉系统实验台。锅炉型号为 SZS(Z)1.5-1.27/350-Y，是以轻

柴油为燃料的自然循环燃油增压锅炉。该小型增压锅炉在正常运行过程中共有 5 个设计

工况，其中工况一为点火工况，工况二为暖炉结束后的工况，工况三、工况四和工况五



则分别对应锅炉 50%负荷、75%负荷和 100%负荷。小锅炉运行工况的变化通过调整风

机频率和燃油压力调节阀开度来是实现，每个设计工况下都对应固定的风油比。本文所

使用的小型增压锅炉运行数据集覆盖了从工况二到工况四的三个工况下的运行数据，表

1 给出这三个设计工况下的风机频率和燃油调节阀开度设定值。

表 1 小型增压锅炉设计工况

工况 工况二 工况三 工况四

风机频率 27.7 Hz 39.5 Hz 45.7 Hz

燃油压力调节阀开度 52 % 64 % 76 %

小型增压锅炉系统中测量仪表测量的信号通过可编程逻辑控制器（PLC）系统采集

得到，并转化为格式化数据以 CSV 格式存储在终端，数据存储间隔为 1s。

1.2 针对小型增压锅炉运行数据的异常检测研究方案

针对小型增压锅炉运行数据特点，设计了小型增压锅炉的异常检测总体研究方案。

对于异常检测模型，使用小型增压锅炉运行数据中升负荷正常运行过程和阀门扰动实验

数据作为模型训练和测试数据，通过高斯噪声注入进行数据增强，增强后的数据经过数

据归一化和滚动加窗后构成连续特征样本集，使用正常训练集样本训练去噪卷积自编码

器，实现锅炉正常行为建模，根据自编码器在训练集上输出的异常分数分布情况设定阈

值，得到异常检测模型。最后使用锅炉正常运行过程的测试集样本和阀门扰动过程的测

试集样本分别验证模型对正常数据和异常数据的判别能力。

2 去噪卷积自编码器小型增压锅炉异常检测

2.1 卷积神经网络(CNN)

CNN 的设计开始是为了处理高维数组，如多维时间序列，其最早被用于处理图像和

语音序列信息，其优势在于克服了全连接网络训练参数过多而导致的效率低下问题[6]。

一个基本的单层 CNN 整个过程可以被表示为:

( ) ( ) ( )( * )j j j
Conv Conv Convx f X w b  (2.1)



(1) ( 2 ) ( ) ( )[ , ... ... ]k j
C onv Conv C onv C onv ConvX x x x x (2.2)

( )f la C o n vx F la t te n X (2.3)

( )i i
t i f lay w x b   (2.4)

式中 ( )j
Convw 是第 j个卷积核的权重向量， ( )j

Convb 是对应的偏置；运算符*代表一维卷积运算，

( )f  为激活函数；
iw 是紧密层第 i个神经元的权重向量；

( )ib 是相应的偏置[7]。

2.2 基于去噪卷积自编码器异常检测技术

自编码器是一种用于重构输入信号的特殊神经网络[8]。它包含一个编码器和解码器。

编码器将输入信号压缩到低维空间，解码器使用压缩信号重建输入。给定一个二维张量

X，其经过自编码器的重构信号 decoX 由下式获得。

( )enco eX Net X (2.5)

enco( )deco dX Net X (2.6)

式中， encoX 为原始信号 X 的编码。 eNet 和 dNet 分别为由神经网络权重层构成的

编码器和解码器。当新样本来临时，DCAE 输出该样本输入信号的重构版本，计算输入信

号与重构信号的重构误差（RE），便得到了进行异常检测的重要指标：

( ) ( )1 i i
deco

i
RE x x

n
  (2.7)

式中，
( )ix 和 ( )i

decox 分别为 X 和 decox 中的元素，n 为 X 中元素个数。当输入样本为异

常样本时，DCAE 难以通过其记忆的正常样本数据关系对异常样本进行重构，RE便会增大。

对 RE设定合理的阈值，即可将异常样本检测出。

2.3 用于小型增压锅炉异常检测的样本集构建

2.3.1 小型增压锅炉旁通阀扰动实验



本文用于训练和测试小型增压锅炉异常检测模型的数据通过开展旁通阀扰动实验

获得，增压锅炉在实验期间的运行过程包括正常运行和旁通阀受扰运行两部分。对旁通

阀施加扰动可以模拟锅炉在实际使用过程中由于负载端故障而引起的锅炉负荷异常现

象，如汽轮机进气阀故障。

2.3.2 用于异常检测的样本集构建

异常检测模型所需要的特征样本集构建步骤如下：

（1）训练集和测试集划分

对异常检测模型训练集和测试集划分以第一次旁通阀扰动的时间为间隔，该时间之

后的数据划分为测试集 B，用于测试模型对异常工况的检测能力；时间之前的锅炉正常

运行数据，前 80%数据作为训练集，用于 DCAE 对锅炉正常行为学习；后 20%数据作为测

试集 A，用于测试模型对正常工况的识别能力。将训练集中的后 20%划为验证集，用在模

型训练和调试过程中反馈结果。

（2）数据归一化

数据归一化是提高神经网络模型训练过程中收敛效果的有效途径，本文使用最大最

小归一化方法对数据进行归一化，公式如下：

min( )
max( ) min( )

train
norm

train train

x xx
x x





(2.8)

式中 normx 是归一化后数值，x 为归一化前数值， trainx 为归一化前训练集时间序列。

（3）噪声注入

在 DCAE 输入中注入噪声，有利于降低模型过拟合风险。这里对输入模型的所有运

行数据注入高斯噪声，高斯噪声标准差选择 0.02。

（4）滚动加窗

使用滚动加窗技术构建训练样本集和测试样本集。对于 DCAE，输入张量窗口长度为

40，目标张量窗口长度为 0。其中，使用被注入噪声数据构建的输入张量作为模型输入，

使用不加噪声数据构建的输入张量作为模型预测目标。至此，用于训练和测试 DCAE 的连



续样本集便构建完成，样本集中包含 2906 个训练样本，726 个验证样本，908 个正常测

试样本，5472 个异常测试样本。

2.4 基于 DCAE 的小型增压锅炉异常检测模型构建

2.4.1 DCAE 模型结构设计

在 Python 环境中使用 Tensorflow 的 Keras 库搭建和训练 DCAE。根据经验设定初

始值，再通过实验对部分参数进行调整，最终确定 DCAE 的结构超参数如表 2所示。其中，

卷积核长度选择为 3，卷积层中卷积核平移步长为 2，开启特征图边缘填充，以实现对特

种图时间维度的压缩。

2.4.2 DCAE 模型训练

神经网络的训练过程相关的配置设定包括：批次大小、损失函数、优化器配置、初

始学习率、 训练参数初值、 训练停止条件。本节对以上超参数的配置如下：

（1）批次大小：批次大小设定为 24，每个周期将更新 150 次内部参数；

（2）损失函数：使用均方根误差作为损失函数；

（3）优化器配置：自适应矩估计（Adam）方法是目前深度学习最流行的优化器之

一，选择 Adam 作为训练 DCAE 的优化器；

（4）初始学习率：在训练过程中采用 LR 衰减策略，学习率从 0.01 开始，如果模

型在验证集上计算出的损失函数在 5个周期内不下降，则学习率衰减一半。

（5）训练参数初值：本文重复训练 30个神经网络，保存其中表现最好的网络作为

该组超参数设定下的训练结果[9]。

（6）训练停止条件：本文使用早期停止策略[10]，设定训练耐心为 20个周期，训练

上限设置为 150。

2.5 小型增压锅炉异常检测模型测试与分析

2.5.1 异常检测阈值设定

训练好的 DCAE 用于实时异常检测时，使用滚动窗口构建特征样本，然后将样本中

数据归一化后输入 DCAE。DCAE 输出重构样本后，计算得到 RE，训练集样本的 RE变化分



布曲线如图 1所示。阈值设定选择重构误差的最大值与 n倍标准差之和作为阈值，训练

集 RE 最大值为 0.0329，标准差为 0.0046，取 n =3，则阈值为 0.04668。

图 1 训练集样本 RE 曲线和分布

2.5.2 测试集的异常分数曲线与异常检测结果

将所有训练集和测试集样本按时序输入小型增压锅炉异常检测模型，模型输出样本

集覆盖的运行时段内锅炉在每个时间步的异常分数。图 2绘制了整个阀门扰动实验过程，

包含训练集所属运行过程和测试集所属运行过程在内的增压锅炉异常分数变化曲线 [11]。

图 2 阀门扰动期间增压锅炉异常分数检测结果



旁通阀第一次受到阶跃扰动时，过热蒸汽流量在极短时间阶跃上升，引起汽包内蒸

汽量减少，汽包压力快速下降。汽包水位出现虚假水位，先突增后线性下降。设备的异

常分数在虚假水位出现时突增并超过阈值，模型第一时间发出报警。旁通阀再次受到阶

跃扰动，为自动调节的时期，旁通阀阀位设定在正常水平，过热蒸汽流量也随之作出快

速响应而阶跃降低，汽包压力也迅速开始回升。汽包水位因出现虚假水位现象先突降后

缓慢线性上升。因此该时段设备的异常分数已经降低，但仍与设备正常运行时的异常分

数有明显差距，并处在阈值之上，故设备异常分数以固定斜率下降但未低于阈值。上述

分析表明，本实验所建立的小型增压锅炉异常检测模型不仅能准确区分增压锅炉的正常

运行工况和异常运行工况，而且能在异常发生时及时报警，模型输出的异常分数基本能

够反映运行参数表现出的异常程度。

2.6 小型增压锅炉异常检测模型对异常输入的鲁棒性分析

考虑所构建的异常检测模型在输入数据存在缺失值时的鲁棒性[12]。定义腐蚀率 a %，

将数据集中随机 2 %的数据设为 0，将加入异常值前后的所有样本集输入异常检测模型，

得到各自异常分数变化曲线如图 3所示。建立普通自编码器的异常检测模型作为对照组，

对比分析实验结果[13]。结果表明建立的异常检测模型对于腐蚀率 2%的高斯噪声输入有良

好的鲁棒性, 同时去噪卷积自编码器比普通卷积自编码器表现出更好的鲁棒性。

图 3（a） 加入随机缺失值后去噪卷积模型输出的异常分数曲线



图 3（b）加入随机缺失值后普通卷积模型输出的异常分数曲线

2.7 异常检测模型性能对时间窗长度的敏感性分析

为考察窗口长度对异常分数的影响，分别设置时间窗长度为 1， 20，40,60 构建样

本集，训练新的 DCAE 模型作为对照组。图 4为不同窗口长度下的模型对测试集 B 的异

常分数结果.随时间窗的缩短，模型对数据变化敏感程度越大，模型能够更及时地检测出

异常数据点。但若测量数据中存在噪声或缺失值，模型的鲁棒性则减弱。故本文建立以

40秒的时间窗内数据作为模型输入的异常检测模型，其对于输入具有更好的鲁棒性。

图 4 选择不同时间窗长度的模型在测试集 B 中输出的异常分数曲线



3 结论

本文基于去噪卷积自编码器建立的异常检测模型不仅能准确区分锅炉正常状态和

异常状态，对异常状态发出报警，而且能输出反映锅炉异常程度的异常分数曲线。模型

计算异常分数和异常检测的耗时不超过 0.3 秒，且对腐蚀率低于 2 %的异常输入具有良

好的鲁棒性，表明其可以作为小型增压锅炉健康管理系统的异常检测模型，实现对设备

的实时异常监测，并且模型能够在数据采集系统偶尔出现异常时仍正常运作。在实际的

工程应用中，为增压锅炉的异常检测方法提供了一定的借鉴意义。
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摘要：通过建立光-热-电-环境风耦合模型和提出计算电效率的积分方法，采用蒙特卡洛射线追踪法(MCRT)研究了

倾斜角(θ)对复合抛物面聚光光伏(CPC-PV)系统光学性能的影响，并通过耦合有限体积法(FVM)进一步研究了环境风

向角(α)和 θ 对 CPC-PV 系统热性能和电性能的影响。结果表明，随着 θ 的增加，光伏板表面的峰值辐照通量急剧增

加。当 θ 大于临界角时，阴影区域出现，辐照通量分布的均匀性迅速下降。存在环境风时，相同 θ 下随着 α 增大，

晶硅电池层的平均温度和温度分布的均匀性均表现出非单调的变化趋势，在相同 α 下随着 θ 增大，表面温度分布的

均匀性急剧下降。从数值和变化趋势来看，用传统经验公式计算的电效率与事实不符。本研究提出的区域离散积分

法考虑了阴影区和非均匀温度对电性能的影响。使用本方法计算的电效率与传统经验公式的最大差异为 11.01%。

关键词：复合抛物面聚光光伏；光-热-电-环境风耦合；倾角；风向角；电效率；热性能

Thermal and electrical performance of compound parabolic concentrating
photovoltaic system based on optical-thermal-electrical-environmental

wind coupling
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Abstract: An optical-thermal-electrical-environmental wind coupling model was established and integral method for

calculating electrical efficiency was proposed to investigate the effects of tilt angle (θ) on the optical performance of the

compound parabolic concentrating photovoltaic (CPC-PV) system by Monte Carlo ray tracing (MCRT), and further

numerically the effect of ambient wind direction angle (α) and θ on the thermal and electrical performance of the CPC-PV

system by coupling finite volume method (FVM). The results show that with the increase of θ, the peak irradiation flux on

the PV panel surface increases sharply. When θ exceeds critical angle, the shadow area appears and the uniformity of

irradiation flux distribution decreases rapidly. Under ambient wind condition, at the same θ, as α increases, the average

temperature and the uniformity of temperature distribution on the silicon layer show a non-monotonic trend, and the

uniformity of temperature distribution decreases sharply with increasing θ, at the same α. From the aspects of values and

variation trends, the electrical efficiency calculated by using traditional empirical formula defies the facts. The regional

discrete integral method proposed in this study accounts for the effects of shaded areas and non-uniform temperatures on

electrical performance. The maximum difference between the electrical efficiency calculated by using the present method

and the traditional empirical formula is 11.01%.

Key words: compound parabolic concentrating photovoltaic (CPC-PV); optical-thermal-electrical-environmental wind
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0 前言

传统的光伏电池表面辐照密度低，空间利用率小，这阻碍了光伏产业的发展。采用聚光技术可

以有效降低成本，提高光伏电池的输出功率，其中复合抛物面聚光器 (Compound Parabolic
Concentrator, CPC)是一种根据边缘光线原理设计的非成像聚光器，于 1974年由Winston首次提出[1]。

其工作原理是将在最大接收角内的光线经过少数几次反射后到达接收器表面，可吸收直接辐射和散

射辐射，这使 CPC 的聚光性能非常接近理想聚光器[2]。同时，对比一般槽式聚光器和菲涅尔聚光

器，CPC 可接收更多入射角度的光线，且无需配备昂贵的太阳跟踪装置，便于加工制造，CPC 也

被认为是太阳能收集的最佳静态聚光器[3]。缺点在于，当光线入射角度改变，光伏表面会出现非均

匀的辐照通量(non-uniform irradiation flux, NUIRF)，并且其不均匀性会随入射角度的增大而增加，

光伏表面甚至会出现阴影区域，影响光伏的性能[4, 5]。辐照通量的非均匀分布会降低光伏电池的光

电转换效率，甚至产生“热点”损坏设备[6]，由此引起的非均匀温度分布也会对光伏电池产生不利

的影响[7]。同时，复合抛物面聚光光伏(CPC-PV)系统通常安装在室外，环境对系统性能的影响不可

忽略，因此研究在实际环境下不同安装角度(θ)和不同环境风向(α)对系统性能的影响有助于改进

CPC-PV 系统的设计和指导系统的实际运行。

CPC-PV 系统的光学特性已被学者们广泛研究[8-10]。Khalid 等[9]发现，随着入射光线角度的增

加，光伏板表面辐照通量分布的均匀性降低。Li 等[10]通过实验评估了 CPC-PV 系统在不同 θ 下的

光学和电性能。实验表明，随着 θ 的增加，系统的光学效率和光伏电池的短路电流减小。此外，光

伏板表面的 NUIRF 分布不仅降低光伏的电性能，还会影响 CPC-PV 系统的传热性能。在早期的传

热性能研究中，CPC 内部的热损失是使用等效的规则几何形状(例如平行四边形，矩形空腔和 V 形

槽等)进行评估的，这些等效方法可能会产生不准确的结果[11]。因此，基于真实的物理模型 Antonelli
等[12]和 Reddy 等[13]分别通过二维和三维数值模拟研究了对光伏板表面施加均匀温度分布时系统内

部的传热特性，研究表明，耦合自然对流和表面辐射的三维模型可以获得准确的速度场。然而，对

光伏板表面应用均匀的温度分布会导致较大的误差。

为实现对系统性能的精准预测，将 NUIRF 分布应用于光伏板表面，Xu 等[14, 15]和 Parthiban 等[16]

基于光-热-电耦合模型通过数值模拟研究了 CPC-PV 系统的光热电性能，结果表明，使用非均匀辐

照通量时误差较小，未密封的系统具有更好的电性能。进一步地，学者们还研究了光伏系统与周围

环境耦合的传热特性[17-19]，Ghabuzyan 等[17]通过模拟和实验研究了光伏板在不同风速和环境温度下

的热性能。研究表明，在低风速下，光伏板表面非均匀温度分布更为明显。Wu 等[18]通过三维数值

模拟研究了菲涅耳聚光光伏系统与周围环境耦合的性能。仿真结果表明，空间位置和风速的变化导

致传热和应力特性的差异，影响了光伏板的电性能。

基于上述参考文献可知，在 CPC-PV 系统中存在光学过程、传热过程和光电转换过程，在以前

的报告中只对这些过程中的几个方面进行了研究。此外，在现有的研究中也发现了一些不足。首先，

在参考文献[14, 16, 20]中，表面对流换热的计算被经验对流换热系数所取代，而没有实现与周围环境的

真正耦合。此外，文献[14, 15, 18, 21]中对电效率的计算采用的是传统经验公式，计算中没有考虑阴影或

非均匀温度分布对电性能的影响。最后，基于光-热-电-环境风耦合方法研究在不同风向角 α 和不同

θ 下 CPC-PV 系统性能的报道还很少。

本文为研究 CPC-PV 系统在不同 α 和不同 θ 下的性能，提出了一种基于光-热-电-环境风耦合的

多物理场模型。利用蒙特卡洛射线追踪法(MCRT)对系统的光学性能(光效率和辐照通量分布的均匀

性)进行了研究，并通过耦合有限体积法(FVM)对系统的热性能(温度分布)和电性能(修正的电效率)
进行数值研究。具体内容如下：首先，利用 MCRT 方法跟踪入射太阳光得到的光伏板表面辐照通

量分布，然后，为了得到光伏电池板上的温度分布，通过 FLUENT 用户自定义函数将辐照通量分
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布耦合到 FVM 中，此外，使用提出的区域离散积分法计算电效率。最后，基于环境风耦合研究了

α 和 θ 对系统热电性能的影响。

1 物理数学模型

1.1 物理模型

CPC-PV 系统由两个对称的抛物面和一个光伏板组成，如图 1(a)所示。光伏板由沿 X 轴连接的

光伏组件组成，光伏板的整体尺寸为 385mm×385mm×4.5mm（长×宽×厚）。光伏组件包括玻璃

（Glass）、EVA 胶膜（EVA）、晶硅电池（SC）和 TPT 背板（TPT）。聚光器是一个标准的复合抛物

面聚光器，几何聚光比为 2 即 C=2，通光孔径为 770mm×385mm。环境风垂直于 Y 轴入射，与 Z
轴的夹角 α 即环境风风向角。CPC-PV 系统的结构尺寸和物理参数如表 1 所示。

(a) (b)

图 1 (a) CPC-PV 系统物理模型；(b) 光学跟踪模型

Fig.1 (a) Physical model of the CPC-PV system；(b) Optical tracking model

表 1 CPC-PV 系统的结构尺寸和物性参数[13, 15, 22-24]

Table 1 Structural dimensions and physical parameters of the CPC-PV system

玻璃（glass） EVA 胶膜(EVA) 晶硅电池(SC) TPT 背板(TPT) 反射面

厚度 (mm) 3.2 0.5 0.3 0.5 4
比热容 (J/kg·K) 850 2090 677 1250 1591
密度 (kg/m3) 2530 960 2328 1200 1050

导热系数 (W/m·K) 0.937 0.35 150 0.20 0.25
吸收率 - - 0.9 - -
发射率 0.85 - - 0.9 0.05
透过率 0.92 1 - - -
反射率 - - - - 0.95

图 1(b)中 θa 为接收半角；θi 为太阳光线入射角；θc为 CPC 反射面上任一点 P 的极角；θf为临

界角，当光线的入射角 θi<θf 时，光伏板表面被全部辐照，无阴影区域。当光线入射角度 θi 介于±θa

时，光线都会被反射到接收表面，否则，光线将从AD处逃逸出聚光装置。如果光伏板的长度为 l(BC)，
CPC-PV 系统的高度为 h，则以点 O 为中心，X，Y 为坐标轴的笛卡尔坐标系中，抛物面方程为：

a c

c a
a c

a c

c a
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θf，h 和 C 可通过下式计算：

f
0.5 ( 1)tan l C

h



 (2)

a

0.5 (1 )
tan
l Ch



 (3)

a

1
sin

C


 (4)

1.2 数学模型

1.2.1 光学模型

与其他传统的反向射线跟踪方法和分布式射线跟踪方法相比，MCRT 方法考虑了物体表面漫反

射对跟踪过程的影响，同时该方法可节省大量的数学计算过程，简单快捷。因此，本文利用

TracePro7.3.4 光学跟踪软件，采用 MCRT 方法对 CPC 内部的光传递过程进行模拟，文献[14, 15, 18]均

是采用 TracePro 光学软件开展的聚光光学研究。设置太阳辐照强度为 1000W/m2，光线垂直水平面

入射，为了模拟电池表面的实际光分布，逐渐增加入射光线数量，当光线数量为 363 万时，再次增

加光线数量对光伏表面的能流分布没有明显影响。

1.2.2 传热模型

为模拟 CPC-PV 系统的热特性，采用 FLUENT 的用户自定义功能将 NUIRF 分布以内热源的形

式加载到能量方程中。此外，还提出以下假设：①由于每个晶硅单元之间的间距很小，晶硅电池层

被认为是连续的；②光伏组件的物性参数不随温度变化；③忽略光伏组件层间的反射；④系统最终

达到稳定状态；⑤空气不参与辐射传热，认为是不可压缩的理想气体，空气的物性参数只取决于温

度。

在有风环境下，研究 CPC-PV 系统与环境之间的复合传热（对流和辐射），涉及到流体-固体的

耦合。一个足够大的空腔作为系统的流体域（空气），而固体域（反射器和光伏板）则位于流体域

中心。当 CPC-PV 系统周围有环境风时，其周围空气的流速较大极有可能处于湍流状态，在此采用

具有增强壁处理的 Realizable k-ε 湍流模型，并采用 DO 辐射模型进行辐射传热计算。此时的求解控

制方程如下[25]。

连续性方程：

( )
0j

j

u
x

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i j ji k
ij i

j i j j i k

u u uu up g
x x x x x x


   

     
                

(6)

能量守恒方程：

 p f t f
t

( ) 2+
3

j p ji i k
ij j

j j T j j j i k j

u c T c uu u uT pu
x x x x x x x x

 
   



          
                         

(7)

κ 方程：

t
b M

( )
+ +j

j j j

u
G G Y

x x x 



  
 



    
     

     
(8)

ε 方程：



5

  2
t

1 2 1 3 b+ Cj

j j j

u
S C C C G

x x x  



    
   

  

    
     

      
(9)

光伏板与周围环境的 DO 辐射方程：

          
4 42

0
, , , , d

4
s

s
T

I r s s a I r s an I r s Φ s s Ω



 

       
         (10)

光伏板内的导热微分方程：

0s
s

i i

T
x x


 

 
  

(11)

其中，ρ 为流体密度，kg/m3；ui，uj，uk 为 i，j，k 方向的速度，m/s；p 为压强，Pa；μ 为流体动力

粘度，kg/(m  s)；δij 为克罗内克尔符号；gi为重力加速度，m/s2；cp 为定压比热容，J/(kg K)；Tf为

流体温度，K；λ 为流体的导热系数，W/(m K)；I 为辐射通量，W/m2； r

为位置矢量； s


为方向向

量；a 为吸收系数；εs 为发射率；n 为折射率；ξ 为斯蒂芬-玻耳兹曼常数，W/(m2 K4)；T 为当地温

度，K； 's

为散射矢量；Ω'为立体角；Φ 为相函数；λs 为电池模块各层导热系数，W/(m K)；Ts 为

电池模块各层的温度，K；湍流粘度 μt=Cμρκ2/ε，C1, C1ε, C2, C2ε, C3ε, Cμ为湍流模型中的系数；ξT为

温度对应的 Prandtl 数；κ 为湍动能，m2/s2；σκ 为湍动能 κ 对应的 Prandtl 数；Gκ 为由平均速度梯度

引起的湍动能 κ 的产生项，kg/(m s3)；Gb为由浮升力引起的湍动能 κ 的产生项，kg/(m s3)；ε 为湍

流耗散率，m2/s3；YM可压缩湍流中的脉动扩张项，kg/(m s3)；σε 为湍流耗散率 ε 对应的 Prandtl 数；

S 为平均应变率，s-1；ν 为空气的运动粘度，m2/s；其他参数的物理意义与无风环境下一致。

1.2.3 电模型

学者们[14-16, 18]广泛采用传统公式 ηel,ef=ηref[1-δ(tave,SC-tref)]计算光伏板的平均电效率，其中 ηref 为

在参考温度 tref=25℃下的效率；tave,SC为晶硅电池层的平均温度；δ 为温度系数。对于 CPC-PV 来说，

特别是当光伏板表面有非均匀温度分布或有阴影区时，使用整个晶硅电池层的平均温度来计算电效

率是不合理的。因此，本文提出了一种区域离散积分法，其原理是将晶硅电池层离散成有限的小单

元，如图 1 所示，计算每个小单元的电功率，然后通过对整个晶硅电池层进行积分得到整个光伏板

的光电转换效率。公式如下：

2
el,ele ele el,ele,i ele,i

12
el,total

PV AD PV AD

d ( )
l m

l
i

w I x w I x

CA I CA I

 






  

 


(12)

其中，光伏板的长度和宽度分别为 l 和 w；Iele,i 为第 i 个单元吸收的辐照通量；m 为单元数；IAD为

通光孔径处的辐照通量；APV 为光伏板表面积；ηel,total为采用区域离散积分法计算的总光电转换效率；

ηel,ele,i 为晶硅电池层上第 i 个单元的光电转换效率：

el,ele,i ref ave,ele,i ref[1 ( )]t t     (13)

其中 tave,ele,i 是晶硅电池层上第 i 个单元的平均温度；ηel,ele,i 与单元表面的太阳辐照通量 qele,i 有关，

由以下公式给出：

ele,i el,ele,i ele,i el,ele,i AD op glass EVA SC(1 ) (1 )q I I C a               (14)

其中 qele,i 是转化为硅单元内部热能的辐照通量；ηop是 CPC-PV 系统在不同 θ 下的光学效率；aSC是

晶硅电池层的吸收率；τglass、τEVA 分别是玻璃和 EVA 的透射率。

1.3 评价准则
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光学效率 ηop 被定义为到达光伏板表面的总太阳能 QPV 与通光孔径接收的总太阳能 QAD 之比，

可表示为[9, 26]：

PV
op

AD

100%
Q
Q

   (15)

ηop 主要取决于聚光器的几何形状、光线的入射角度和材料特性。

根据 IEC 60904-9 国际标准，辐照通量分布均匀性用 ψPV 表示[8, 26]。该值越大，均匀性就越好。

max min
PV

max min

1
I I
I I




 


(16)

其中 Imax和 Imin 分别是光伏板表面辐照通量的最大和最小值。但是在实际测试中，最小的辐照通量

一般接近 0W/m2，最小值通常由平均值 Iave代替即[27]：

max ave
PV

max ave

1
I I
I I




 


(17)

光伏板表面的阴影面积占比被定义为光伏板表面无光区域面积 Anif 与光伏板表面面积 APV的比

值，可表示为：

nif

PV

A
A

  (18)

对于 CPC-PV 系统，NUIRF 分布导致温度分布不均匀，这大大降低了光伏性能。表面温度分

布的均匀性，用 ζ 表示[28]。

max min

max min

1
t t
t t




 


(19)

其中晶硅电池层上最低和最高温度分别为 tmin 和 tmax。显然，该值越小，温度分布的均匀性就越差。

2 模型验证

模型验证前需设置热模型边界条件：①流体域外部空气设置为速度入口边界条件，当风向角发

生变化时通过改变每个速度入口边界沿直角坐标系速度分量的值来达到调整速度入口和出口的目

的；②环境温度为 25℃；③CPC-PV 系统和周围空气为耦合边界；④NUIRF 分布被加载到晶硅电

池层单元的内部热源。

在进行基于 FVM 的求解之前，要用 MESH 软件对计算域进行网格划分，CPC-PV 系统的计算

域包括流体域和固体域，如图 2 所示。

图 2 CPC-PV 系统的计算域

Fig.2 The calculation domain of the CPC-PV system.
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为了更准确地模拟 CPC-PV 系统周围的流场，在远离 CPC-PV 系统的流域中使用较粗的网格，

在靠近 CPC-PV 系统的流域中使用精密的网格，而实体域的网格则采用扫掠网格划分方法生成。在

求解设置中，利用 SIMPLEC 算法计算求解压力-速度耦合。二阶迎风格式用于离散动量和能量方程，

辐射方程采用一阶迎风格式进行离散。连续性和动量方程的残差被设定为 10-3，辐射和能量热交换

方程的残差被设定为 10-6。采用上述求解设置，计算结果表明，当流体域的尺寸增加到

8855mm×8855mm×23000mm 时，其尺寸不会影响数值结果。同时经过网格无关性验证发现当网格

数增加到 4466855 时，继续增加网格数对计算结果的影响可以忽略不计。

2.1 光学模型验证

本文的光学模型与文献[29]中的数值工作进行对比验证。复合抛物面聚光器的截断值为 0.2，
截断后，CPC-PV 系统的高度为 649.598mm，几何聚光比为 4。光伏板的宽度为 156 毫米，其它细

节见文献[29]。均匀直射光源的辐照通量为 800W/m2，入射光线条数为 100,000 条。图 3(a)显示了

光伏板表面的辐照通量分布。本文的模拟数据与文献结果接近，证明了光学模型的正确性。

(a) (b)

(c)
图 3 (a) 本文和文献[29]的辐照通量；(b) 本文和文献[14, 30]中光伏板表面的平均温度(tave,PV)和水的出口温度(toutlet)；

(c) 本文和文献[30]中 CPC-PV/T 系统吸收的辐照通量和电功率

Fig.3 (a) Irradiation flux comparison between present and Ref.[29]；(b) The average temperature (tave,PV) on the PV panel

surface and the outlet temperature (toutlet) of water in present and Refs.[14, 30]；(c) The absorbed irradiation flux and

electrical power of the CPC-PV/T system in present and Ref.[30].
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表 2 环境风下热模型验证

Tab.2 The validation of heat transfer model under windy environment

工况
t1 (℃) tave (℃) 

模拟值 实验值[25] 偏差(%) 模拟值 实验值[25] 偏差(%)

v=1m/s, θ=15° 63.67 59.48 7.04 60.61 59.35 2.13

v=3m/s, θ=30° 49.81 48.85 1.97 47.31 47.76 0.95

v=3m/s, θ=60° 46.93 46.61 0.69 44.07 45.9 3.99

v=4.2m/s, θ=30° 52.73 48.8 8.05 49.20 47.96 2.59

2.2 热模型验证

文献[25]中报告的实验结果用来验证本文中有风环境下的传热模型的准确性。实验中 600W/m2

的热通量被施加到平板 (模拟光伏板 )上，平板的底部和侧面包围着保温材料，平板尺寸为

385mm×385mm，厚度为 3mm。在环境风下的传热模型与文献[25]的对比结果如表 2 所示，其中 t1

为距平板前缘 95mm 处所在位置中点的温度，tave 为平板表面的平均温度。通过比较不同风速 v 和

倾角 θ 下的两个监测点的温度，可以发现，本文的模拟结果与文献[25]的实验结果关于 t1的最大相

对误差为 7.04%，关于 tave 的最大相对误差为 3.99%，总体吻合较好，故有风环境下的传热模型是

可靠的。

2.3 多物理场模型验证

考虑到本研究中模型的特殊性，目前还没有与之完全匹配的多物理场耦合参考数据。因此，与

文献[14, 30]中的 CPC-PV/T 系统进行了比较，以验证本研究中多物理场耦合方法的可行性。

CPC-PV/T 系统的几何聚光比为 2.4(截断后)；光伏板的长度为 350mm，宽度为 245mm；通光孔径

宽度为 590mm；系统的高度为 556.2mm；冷却系统和其它细节可参见文献[14, 30]。使用本文的方

法进行光学模拟和传热分析和电功率的计算。计算了从上午 9:00 到下午 12:00 水的出口温度 toutlet

和光伏板表面的平均温度 tave,PV，并与文献[14, 30]进行了比较。从图 3(b)可以看出，本方法与文献

[14, 30]中的实验和模拟方法得到的光伏板表面平均温度的最大差异分别为 5.24%和 5.83%，而水的

出口温度的最大差异分别为 8.78%和 5.82%。从图 3(c)可以看出，CPC-PV/T 系统吸收的辐照通量

和电功率与文献[30]的最大差异分别为 7.08%和 5.27%。因此，相对误差是可以接受的。

3 结果分析与讨论

3.1 光学性能分析

对倾斜角(θ)从 0°到 40°进行了光学模拟。从图 4(a)看出，当 θ=0°时，光伏表面显示出对称的辐

照通量分布，在光伏板表面的 X=±129.34mm 处，两个相等的最高辐照通量峰值均为 6248W/m2。

当 0°<θ≤29°时，光伏板表面出现一个最高辐照通量峰值。如果 θ 超过 30°，光伏板表面就没有辐照

通量，这是由于 θ 超过了 CPC-PV 系统的最大接收半角。θ=29°时的最大辐照通量为 50791W/m2，

比 θ=0°时高出 713%。在此基础上，得到了在不同的 θ 下 CPC-PV 系统的光学效率(ηop)，光伏板表

面阴影面积的占比(φ)，以及光伏板表面的辐照通量分布的均匀性(ψPV)，如图 4(b)所示。当 θ 从 0°
增加到 29°时，ηop变化很小，平均 ηop为 0.92。然而，如果 θ 超过临界角（θf=10.89°），光伏板表面

将出现阴影区，并且 φ 随着 θ 的增加而迅速增加，导致 ψPV 急剧下降。当 θ=29°时，φ 为 71.67%，

ψPV 为 6.33%，ψPV 比 θ=0°时相对降低了 86.43%。如果 θ 大于 30°，φ 为 100%，ηop为 0，这是由于

光伏板表面没有辐照通量。这一现象与文献[9]中全尺寸 CPC-PV 系统的光学模拟结果一致。此外，

当 θ=10°时，ηop为 95.23%，比 θ=0°时相对高出了 0.08%，但 ψPV 比 θ=0°时相对降低了 30.60%。这

表明，辐照通量分布的均匀性和光学效率不是正相关的，需要同时进行分析。
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(a) (b)

图 4 (a) 在不同的 θ 下，光伏板表面的辐照通量(IPV)分布；(b) 在不同的 θ 下，系统的光学效率(ηop)、阴影面积占比

(φ)和辐照通量分布的均匀性(ψPV)

Fig.4 (a) Irradiation flux (IPV) distribution on the PV panel surface at different θ; (b) Optical efficiency (ηop), the percentage

of shadow area (φ) and the uniformity of irradiation flux distribution (ψPV) on the PV panel surface at different θ.

3.2 热性能分析

在风速为 1m/s 和 θ 为 0°、10°、20°和 29°下，研究了环境风向角 α 从 0°变化到 90°时，CPC-PV
系统的热性能。光伏板表面的 NUIRF 分布由上一节提供。从图 5(a)(b)来看，在相同 θ 下，随着 α

的增大，晶硅电池层的平均温度(tave,SC)和温度分布的均匀性(ζSC)均表现出非单调的变化趋势，这归

因于随着的 α 的增大，在不同的 θ 下晶硅电池层的温度分布除了与辐照通量分布密切相关外，还受

到系统周围流场的影响，复杂的流场进一步加剧了温度分布的随机性。不难发现，在相同的 α 下，

随着 θ 的增大，ζSC 急剧下降，与光学模拟中辐照通量分布的均匀性变化趋势一致。总之，在相同

的入射通量下，由于 θ 和 α 的增加，晶硅电池层上会出现明显的温差和非均匀的温度分布，这将影

响光伏板的电性能。

(a) (b)

图 5 (a) 在不同 θ 和 α 下，晶硅电池层的平均温度(tave,SC)；(b) 在不同 θ 和 α 下，晶硅电池层温度分布的均匀性(ζSC)

Fig.5 (a) The average temperature (tave,SC) on the SC layer at different θ and α; (b) The uniformity of temperature

distribution (ζSC) on the SC layer at different θ and α



10

3.3 电性能分析

对于晶体硅太阳能电池，温度每升高 1℃，电效率将下降 0.45%。此外，如果光伏板表面出现

阴影区和非均匀温度分布，光伏单元的电性能将下降。因此，为了更好的评估光伏板的电性能，将

光伏板沿 X 轴离散成 21 个小单元(m=21)，如图 1(a)所示。图 6(a)、(c)、(e)、(g)显示了当 θ 为 0°、
10°、20°和 29°时随着 α 从 0°增长到 90°用传统经验公式计算的电效率 ηel,ef,α。可以看出，无论是随

着 θ 的增大或随着 α 的增大，晶硅电池层的平均温度(tave,SC,α)均呈现出非单调的变化趋势，但相应

的用传统经验公式计算的电效率呈现出与温度变化相反的趋势，并在任意 α 下在 θ=29°时均达到最

高电效率，在 θ=29°，α=60°时 ηel,ef,α为 16.77%。显然这违背了事实，因为在 θ=29°时，光伏板表面

被大面积的阴影区域覆盖，此时光伏的电效率在实际中是最低的。由此看出传统的公式并不适用于

计算有 NUIRF 分布的 CPC-PV 系统的电效率。这是由于传统公式只考虑了平均温度，而没有关注

辐照通量分布的均匀性和光伏板表面的温度分布，并假设光伏板表面完全被太阳辐照覆盖。在此，

本文所提出的通过区域离散积分确定总光电转换效率(ηel,total,α)的方法中，考虑了阴影区和非均匀温

度分布对光伏电性能的影响。

在 θ=20°，不同 α 下，由图 6(b)、(d)、(f)、(h)显示，随着晶硅电池单元平均温度(tave,ele,α)的增

加，晶硅电池层的局部光电转换效率(ηel,ele,α)均呈现下降趋势，在不同 α 下，温度峰值位置处的 ηel,ele,α

分别为 11.58%，12.16%，11.67%和 11.74%。由于在 X=36.41mm 到 X=192.5mm 的范围内，晶硅电

池层上没有太阳辐照，所以 ηel,ele,α为 0。在 θ=20°，α=0°时，ηel,total,α=0°为 10.08%，与经验公式相差

5.94%，在 θ=29°，α=0°时相差最大为 11.01%。此外，在相同的 α 下，ηel,total,α的变化趋势与晶硅电

池层上温度分布的均匀性变化趋势一致。以 α=30°为例，对于 θ=0°和 θ=10°，晶硅电池层上的平均

辐照通量分别为 1575.71W/m2 和 1576.99W/m2。θ=10°时，晶硅电池层吸收的太阳能较高，但 θ=10°
时晶硅电池层上的温度分布的均匀性(ζave,SC,α)和 ηel,total,α分别比 θ=0°时相对低 9.45%和 1.40%。此外，

当 α=30°，θ=29°时，ηel,total,α为 5.82%，比 θ=10°时相对降低了 51.82%。总之，在相同的 α 下，随着

θ 的增加，ηel,total,α呈现下降趋势，而在相同的 θ 下，随着 α 的增加，ηel,total,α呈现先上升后下降的趋

势，并且即使晶硅电池层上有较大的辐照通量但并不意味着有较高的电效率，相反，它取决于辐照

通量分布的均匀性和温度分布的均匀性。

文献[10]在无风环境下通过实验研究了不同倾斜角度下 CPC-PV 系统的电性能，CPC-PV 系统

的几何聚光比为 2.5。实验表明，随着 θ 的增加，光伏板的短路电流减少，并且当总入射太阳能从

θ=0°的 528W 增加到 θ=10°的 539W 时，光伏板的短路电流减少了 4.26%。分析表明，即使光伏板

表面的辐照通量增加，但由于晶硅电池层上存在非均匀的温度分布，也会导致电效率下降，这与本

研究的结论一致。

(a) α=0° (b) α=0°
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(c) α=30° (d) α=30°

(e) α=60° (f) α=60°

(g) α=90° (h) α=90°

图 6 (a)、(c)、(e)、(g)分别在 α 为 0°、30°、60°和 90°时不同 θ 下，用传统经验公式(ηel,ef,α)和本文方法(ηel,total,α)计算

的电效率，平均温度(tave,SC,α)和晶硅电池层上温度分布的均匀性(ζave,SC,α)；(b)、(d)、(f)、(h)分别为 θ=20°和 α 为 0°、

30°、60°和 90°时晶硅电池层上单元吸收的辐照通量(Iele)，单元的平均温度(tave,ele,α)，以及单元的光电转换效率(ηel,ele,α)

Fig.6 (a), (c), (e) and (g) represent the electrical efficiencies calculated by the traditional empirical formula (ηel,ef,α) and

present method (ηel,total,α), average temperature (tave,SC,α) and uniformity of temperature distribution (ζave,SC,α) on the SC layer

at different θ and α as 0°, 30°, 60° and 90°; (b), (d), (f) and (h) represent the irradiation flux absorbed by the element (Iele),

the average temperature of the element (tave,ele,α), and the photoelectric conversion efficiency of the element (ηel,ele,α) on the

SC layer at θ=20° and α as 0°, 30°, 60° and 90°.
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4 结论

针对 CPC-PV 系统，结合所提出的计算电效率的积分方法，建立了一个光-热-电-环境风耦合模

型，通过 MCRT 法分析了倾斜角对光学性能(光学效率和辐照量分布的均匀性)的影响，并利用耦合

的 MCRT 和 FVM 分析了不同环境风向和倾斜角对热性能(温度分布)和电性能(修正的电效率)的影

响。得到的结论如下：

(1) 随着 θ 的增加，光伏板表面的最高辐照通量从双峰变为单峰。如果 θ 超过了临界角，光伏

板表面就会出现阴影区，导致光伏板表面辐照通量分布的均匀性(ψPV)下降。当 θ 从 0°增加到 29°
时，系统的光学效率(ηop)波动较小，平均 ηop 为 0.92，但光伏板表面的 ψPV 从 46.69%迅速下降到

6.33%。这表明 ηop 和 ψPV不是正相关的，需要同时进行分析。

(2) 相同 θ 下随着 α 的增大晶硅电池层的平均温度和温度分布的均匀性均表现出非单调的变化

趋势。此外，在相同 α 下，随着 θ 的增大，晶硅电池层温度分布的均匀性均急剧下降，与光学模拟

中辐照通量分布的均匀性变化趋势一致。

(3) 从电性能来看，用传统经验公式计算的电效率与事实不符。本文提出的区域离散积分法考

虑到了阴影区和非均匀温度对电性能的影响。在 α 和 θ 的影响下，使用本方法计算的电效率与传统

经验公式的最大差异为 11.01%。
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摘要：本文建立了一个太阳能驱动碟式斯特林热机的能量耦合模型，该模型考虑了太阳能集热器的辐射、

对流损失和斯特林热机的有限速率传热、回热损失、漏热损失以及热吸收器与斯特林热机高温热源间的能

量平衡。考虑工质在换热时的温度变化，提出了一个新的多变过程模拟工质与高、低温热源间的换热过程。

基于约束条件下遗传算法的全局寻优，确定了系统的最大功率输出及对应的系统综合效率，并详细分析了

聚光比、热源温度等系统参数的影响。结果表明，在指定的太阳能辐射强度下，存在系统最大功率输出对

应的聚光比和高温热源温度。降低冷源温度，提高回热效率、工质体积比及工质与冷、热源间换热系数有

利于系统综合性能的提升。模型优化结果可以为实际碟式斯特林热机系统的设计和参数优化提供一定的理

论参考。

关键词：碟式集热系统；斯特林热机；有限时间热力学；不可逆过程；遗传算法

0 前言

随着化石燃料的逐渐枯竭，不断增长的能源需求和日益严重的环境问题已经成为了世界

经济发展和社会发展的重大障碍之一。开发可再生能源、提高能源利用效率，实现可持续发

展已成为了各个国家的重要战略方向。我国在 2020 年提出了“双碳”目标，旨在推进国家

能源结构转型，引导绿色技术创新。太阳能是目前最有前景的可再生能源之一，其利用包括

光热转换和光电转换两种方式。其中聚光太阳能热发电具有很好的发展前景，目前已被广泛

商业化应用。聚光太阳能热发电技术主要通过聚光集热器将太阳光能转换为热能，然后通过

动力装置将热能转换为电能。目前主要的聚光系统包括抛物面槽式系统、线性菲涅式耳系统、

塔式系统以及抛物面碟式系统。碟式太阳能热发电系统具有聚光比大、工作温度高等优点，

且适用于分布式能源系统。

斯特林热机具有热源适用性广、理论效率高等优点，是目前碟式太阳能热发电技术中应

用最多的一种热机。碟式斯特林系统发电效率可达 30%[1]，高于塔式和槽式系统。在过去的

二十年里，美国、德国、俄罗斯和日本生产了八种不同的碟式斯特林系统。我国首座兆瓦级

碟式斯特林示范电站于 2016 年落户铜川，项目建成后可年发电量 126 万度。

近年来，利用热力学模型研究能源系统的最佳性能成为一种流行的方法。有限时间热力

学方法相比经典热力学方法考虑了工质与热机间换热的有限时间尺度，其对于热机能量系统

的研究设计更加接近实际结果。自 Meijer[2]于 1987 年首次提出了带有碟式聚光器用于发电

的斯特林循环热机的系统以来，很多研究者基于有限时间热力学方法研究了碟式太阳能斯特

林系统的性能特征及最佳性能[3-10]。Blank 等[3]研究了有限时间、理想回热下的太阳辐射斯特

林热机并在一定温度界限下得到了循环最佳功率表达式。Chen 等[4]基于集热器的线性热损

失模型和斯特林热机的不可逆循环模型得到了集热器的最佳工作温度和系统最大效率。Li等
[7]考虑了吸收器与工质间的对流、辐射传热，研究了定温度比下的碟式斯特林系统最佳性能。

 基金项目：国家自然科学基金重点项目（No.51736004）



Lai 等[10]根据有限转速理论建立了太阳能斯特林热机耦合模型，研究了系统的动态性能。

为了获取碟式斯特林系统的最佳性能，在一定约束条件下，利用智能优化算法进行全局

寻优计算相比解析式求解具有很大的优势。很多学者基于智能算法对碟式斯特林系统开展了

一系列性能优化研究[11-16]。Chen 等[11]考虑了斯特林机的内不可逆性，研究了聚光太阳能集

热器和斯特林发动机之间的能量传递并通过遗传算法寻优计算得到了系统最大输出功率。

Ahmadi 等[13, 14]分别研究了变温热源、内不可逆的碟式斯特林系统并对模型开展了多目标优

化研究。Jabari 等[16]耦合太阳能和斯特林热电系统，通过广义数学模型研究了约束条件下的

最佳系统性能。

对于斯特林热机内的工质换热过程研究，部分学者认为工质与外界热源、冷源间的换热

过程是变温过程而非等温过程[17-20]。Erbay 和 Yavuz[17]使用多变模型分析了带有回热损失的

斯特林热机，在给定多变指数情况下，得到了最大功率密度和最大功率密度下的效率和压缩

比。Babaelahi 等[18]提出了基于多变膨胀、压缩过程的斯特林发动机二阶数值计算模型并对

发动机性能进行了预测。Dai 等[20]运用有限时间热力学建立了内外不可逆的斯特林机多变模

型并以输出功率、热效率为目标进行了多目标优化。

本文运用有限时间热力学方法建立了一种太阳能碟式斯特林热机的能量耦合模型。该模

型考虑了热源温度和聚光比对集热效率的影响，吸收器与热机工质间的辐射、对流传热及散

热器与工质间的对流传热，斯特林热机的回热损失及冷、热源间的漏热损失。对于斯特林热

机循环，采用了一个新的多变模型模拟工质与冷热源的换热过程。根据能量关系耦合了集热

系统和斯特林热机，运用遗传算法以热机循环温度为变量进行全局寻优运算得到了碟式斯特

林系统的最佳功率及对应的系统效率。根据能量耦合模型详细分析了聚光比、热源温度等参

数对系统性能的影响。

1 碟式太阳能斯特林系统概述

碟式太阳能斯特林系统是一种利用旋转抛物面聚光器将太阳能转换为热能进行发电的

系统。如图 1(a)所示，系统由碟式聚光系统和斯特林热机耦合而成。聚光器通过抛物盘面将

入射太阳光聚集在吸收器上，吸收器作为热源将热能传递给斯特林发动机内的工质。工质在

斯特林热机内循环往复运行并向外输出功率。

图 1 系统示意图与能量转化过程



如图 1(b)(c)所示，吸收器吸收太阳光能后作为斯特林发动机的恒温热源加热膨胀腔内

的工质，驱动斯特林发动机向外输出功率。当热机内工质到达压缩腔时，散热器内的恒温冷

源与工质换热进而冷却工质。斯特林发动机的加热器和冷却器间联结着回热器，作为“热力

海绵”，回热器交替着从工质吸热和向工质放热，提高了发动机热效率。

2 系统能量效率分析

碟式斯特林系统实现了太阳光能—热能—机械能的转化，本文以综合能量效率为指标评

价系统的综合性能。如图 2 所示，在集热系统的光热转化过程中，聚光器一定时间汇聚太阳

光能 solarQ 经过聚光损失和吸收器的对流、辐射损失后传输到发动机工质的热能为 HQ 。在斯

特林热机内，除了工质与冷源换热冷却的热损失，还包括因回热器不完全回热的回热损失及

高低温热源间的漏热损失。

图 2 碟式斯特林系统的能量流动表征：(a) T-s 图；(b) p-V 图

2.1 碟式太阳能集热系统分析

考虑聚光效率以及吸收器的对流、辐射损失，碟式太阳能集热器实际所收集的热量有如

下的表达式[7, 14]

   4 4
0 0 0u app rec H rec Hq IA hA T T A T T      (1)

其中 uq 为太阳能集热器所提供的净热流，I 为太阳能的辐射强度， appA 为太阳能集热器的开

口面积， 0 为太阳能集热器的光效率， recA 为吸收器的孔径面积，h 为太阳能集热器和环境

之间的对流换热系数， HT 为吸收器的温度， 0T 为环境温度， 为太阳能集热器的有效辐射

率， 为斯忒藩-玻尔兹曼常数。上式右边第一项为照射到太阳能集热器的太阳能，第二项

为太阳能集热器和外界环境的对流换热损失，第三项为太阳能集热器对外界环境的辐射损

失。

碟式太阳能集热器的热效率可以定义为太阳能集热器所提供的净热流与接收的太阳辐

射能之比，即

   4 4
0 0 0

1u
s H H

app

q h T T T T
IA IC

          (2)

其中 /app recC A A ，为聚光比。



2.2 斯特林热机系统分析

斯特林循环是斯特林发动机运行的基本原理，是由两个等温过程和两个等容过程构成的

热力循环。在循环等温过程中，工质与外界热源交换的热量全部转化为做功量。可用势是国

内学者提出用于评价工质做功能力的物理量[21]，在热力学系统中，工质的可用势可定义为式

(3)所示，其中 h 是焓，s 是熵，T0是环境温度，e 是称为可用势的热力学函数。

0e h T s  (3)

在式(3)中，可用势为总热势 h 减去不可用热势 T0s，表示只有高于环境温度的热能才能

在热能转换或传递过程中被利用。 在一个热力过程中， 若可用势不变， 则过程的㶲全部转化

为机械功，因此等可用势过程主要指流动工质自身做功能力没有损失而保持不变的过程。本

文以理想气体为工质进行研究，在等势过程中，可用势函数的微分为零，可以得到理想气体

在等势过程下的温熵呈线性关系：

0

p

TdT
ds c

 (4)

图 3 斯特林循环模型 T-s 原理图

本文以温熵呈线性变化的等可用势过程模拟斯特林热机内工质与热源、冷源间的换热过

程，其循环模型 T-s 原理图如图 3 所示。外部的高低温热源分别为温度为 TH和 TL 的恒温热

源。1-2 过程为压缩过程，工质向低温冷源释放热量，其温度从 T1变化到 T2；2-3 过程为等

容吸热过程，工质从回热器吸收热量；3-4 过程为膨胀过程，工质从高温热源吸收热量，其

温度从 T3变化到 T4；4-1 过程为等容放热过程，工质向回热器释放热量。由于回热器不能完

全回热，工质的回热存在回热损失，所以工质经过回热器内部不完全吸、放热后不能到达点

3 和点 1，而是到达点3和1。
在回热器中，回热加热和放热过程中的效率一般不相等。假设回热加热和放热过程的回

热效率分别为 RH 、 RL ，根据回热器的热力特征，工质从回热器吸收的热量应等于向回热

器释放的热量，则可得

   3 2 4 1R V RH V RLQ mc T T mc T T     (5)

假设 RQ 表示每次回热过程的回热损失，则回热吸热端和放热端的回热损失分别可以



表示为

  3 21RH V RHQ mc T T    (6)

   4 11RL V RLQ mc T T    (7)

其中 m 为工质的质量，cV为工质每千克的等容比热容。

由于有限速率传热不可逆性的影响，回热过程的时间与两个等温过程相比不可忽略。为

了计算回热过程的时间，假设回热过程中工作流体的温度随时间均匀变化，于是回热过程的

时间就可以表示为

 3 23 2

1 1

RH
RH

T TT Tt
M M





  (8)

 4 14 1

2 2

RL
RL

T TT Tt
M M





  (9)

其中为 M1、M2比例常数，只与回热材料的性质有关。

在与外界的换热过程中，工质的温度与熵线性相关，故选用换热过程始末温度的平均值

作为换热过程的平均温度，分别用 Th、Tl表示为

3 4

2h
T TT 

 (10)

1 2

2l
T TT 

 (11)

过程 3-4 和过程 1-2 为等可用势过程，循环的膨胀和压缩过程与外界热源换热量分别可

以表示为

 4 4

3 3

2 2
4 3

0 02
s T p p

h s T

c mc
Q m Tds m TdT T T

T T
     (12)

 2 2

1 1

2 2
1 2

0 02
s T p p

l s T

c mc
Q m Tds m TdT T T

T T
       (13)

工质从恒温热源吸收热量时，由于热源温度较高，考虑吸收器与工质之间的辐射和对流

传热方式。设 1Q 为工质从高温热源吸收的热量，可以表示为

         4 4 2 2
1 1 4 3 3 2

0

1
2

p
HC H h HR H h V RH

mc
Q h T T h T T t T T mc T T

T
           (14)

在工质向恒温的低温冷源释放热量时，考虑对流换热为工质与冷却器间的主要换热方式。

设 2Q 为工质向低温冷源释放的热量，可以表示为

      2 2
2 2 1 2 4 1

0

1
2

p
LC l L V RL

mc
Q h T T t T T mc T T

T
       (15)

其中为 HCh 高温侧对流换热系数， HRh 为高温侧辐射换热系数， LCh 为低温侧对流换热系数，



 为工质的体积压缩比，表示为

1 4

2 3

V V
V V

   (16)

循环周期由工质与外界热源间的换热时间及两个回热时间构成，可以表示为
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    
  

(17)

假设从温度为 HT 的吸收器到温度为 LT 的冷却器的漏热损失与循环时间成正比，可得：

 0 0 H LQ k T T t  (18)

其中 0k 代表高温热源与低温冷源间的漏热损失系数。

考虑到上述的主要不可逆性，吸收器释放的净热量和冷却器吸收的净热量分别表示为

1 0HQ Q Q  (19)

2 0LQ Q Q  (20)

每个循环周期内，吸收器传递到斯特林热机的热量应等于工质从高温热源吸收的热量，

其约束可表示为：

u Hq t Q (21)

根据式(14)-(20)可得斯特林发动机的输出功率、热效率分别为

   
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(23)

3 系统性能优化分析

碟式斯特林系统的综合能量效率为集热系统效率和斯特林发动机热效率的乘积，表示为：

m s t   (24)

对于系统而言，斯特林机的功率输出即为系统的能量输出。除了外界冷、热源温度、聚

光比等系统参数之外，循环温度也影响着系统的功率输出。根据等可用势过程中温熵线性关

系的特点，给定循环的最高和最低温度 T2、T4即可得到循环另外两个节点温度：

  2 2
2 1 0 v g

1 1

ln lnp
T Vc T T T c R
T V

    
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     
(25)



  4 4
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(26)

由于循环各点温度关系及约束条件均为超越方程，无法显式求解。在本文中，为了得到

系统的最大功率输出，我们运用在约束条件的遗传算法进行全局寻优计算。模型数值计算流

程图如图 4 所示，以循环最高和最低温度 T2、T4 为寻优变量，在约束条件下通过遗传算法

不断迭代寻优得到最佳的循环节点温度，进而运算得到系统的最大功率输出及对应的系统综

合效率。

在寻优计算中，种群数量设定为 100，终止进化代数设定为 200 次，交叉概率设定为 0.8，
残差设定为 10-6。寻优变量的取值范围为：

2300 500T  (27)

4800 1400T  (28)

图 4 碟式斯特林系统耦合模型数值计算流程图

4 数值结果分析与讨论

为了研究吸收器温度、聚光比、回热效率、体积比、传热系数等参数对最大功率输出下

碟式太阳能斯特林系统的性能影响，表 1 和表 2 分别给出了太阳能集热系统和斯特林热机

的主要热力学参数。

表 1 碟式集热系统主要参数

I [W/m2] Arec [m2] C[-] T0 [K]
1000 0.03 1000 300

h [W/(m2·K)] 0[-] [-] [W/(m2·K)]
20 0.9 0.9 5.67× 10-8



表 2 斯特林发动机主要参数

Working fluid m [g] Rg [kJ/(kg·K)] cV[kJ/(kg·K)]
Helium 4 2.077 3.124
TH [K] TL [K] hHC [W/K] hHR [W/K-4]
1000 300 200 4× 10-8

RL [-] hLC [W/K] k0 [W/K]
0.9 2 200 2

4.1 算例分析

根据表 1 和表 2 所示的系统参数以图 4 的流程进行寻优计算得到的结果如表 3 所示。

为进一步分析系统的能量变化关系，图 5 给出了工质在循环过程的温熵及压力、体积变化关

系和系统能量转化性能。

表 3 算例计算结果

最佳循环温度
 1 KT  2 KT  3 KT  4 KT

543.01 408.79 789.84 895.53

最大功率性能
 kWP  %s  %t  %m

7.05 83.54 28.11 23.49

根据算例计算结果，当系统在辐射强度为 1000 W/m2，吸收器温度为 1000K 的条件下

稳定运行时，系统向外稳定输出的最大功率为 7.05KW，此时系统的综合效率为 23.49%。太

阳能集热系统的效率为 83.54%，其中 10%的光能源于聚光器聚光损失，吸收器在环境温度

下辐射和对流造成的能量损失分别占比 5.06%和 1.4%。斯特林机的热效率为 28.11%，71.9%
的热损失源于工质与冷源的散热、回热器的回热损失及高、低温热源间的漏热损失。

图 5 算例结果分析：(a) 算例 T-s 图；(b) 算例 p-v 图；(c) 能量转换性能

由图 5 可知，对于斯特林机内的循环过程，在 1000K 的恒温热源下，工质通过加热器

吸收热量膨胀，其温度从 789.84K 增加到 895.53K，压力从 16.4bar 降低到 9.3bar。经过回热

放热过程后，工质在冷却器内向冷源释放热量并进行压缩，其温度从 543.01K 降低到 408.79K，



压力从 5.6bar 增加到 8.5bar。

4.2 参数分析

图 6 分别展示了不同辐射强度下聚光比对系统最大输出功率、集热效率、热机效率和综

合效率的影响规律。由图可知，随着太阳能集热器的聚光比从 700 增加到 1300 过程中，系

统最大输出功率呈现先增大后减小的趋势，存在一个最大值对应着最佳聚光比。太阳能集热

器的热效率随着聚光比 C 的升高而升高。而斯特林发动机的热效率和系统总效率都随着聚

光比 C 的上升而下降。

图 6 聚光比、辐射强度对系统性能的影响：(a) 最大功率；(b) 集热效率；(c) 热机效率；(d) 综合效率

图 7 不同聚光比、辐射强度下太阳能集热系统进出热流对比

根据图 6(a)，系统输出功率最大值所对应的最佳聚光比随着辐射强度增大不断减小，原

因在于辐射强度的增大使得单位面积集热器表面吸收的热能更多，更小的集热面积即可使太

阳能集热系统更快地供应给定热源温度的热流。

为了分析聚光比对太阳能集热系统效率的影响机制，图 7 展示了不同聚光比、辐射强度

下太阳能集热系统进出热流对比情况。聚光比为太阳能集热器开口面积与吸收器面积的比



值，相同吸收器面积下，聚光比越大，更多的光能汇聚到太阳能集热器上。如图 7 所示，集

热系统输入热流和输出热流都随着聚光比增大而线性上升，但输入热流的上升趋势更快。由

于在相同的热源温度下，吸收器与环境间辐射和对流产生的热损失相等，故太阳能集热系统

的热效率随着聚光比的增加而增大，如图 6(b)所示。

由于高低温热源的温度没有变化，随着聚光比 C 的增加，斯特林热机单位时间输入和

输出的热量均增加，即热机的损失增加，而输出功的变化率小于热输入的增长变化率，因此

斯特林机的热效率随着聚光比 C 的增加而不断下降，如图 6(c)所示。

在给定的吸收器温度下，增大辐射强度，集热器接收的能量有限，而且它通过辐射和对

流将热量散失到周围环境中，因此集热系统热效率与辐射强度正相关，而系统综合效率则随

辐射强度增加而下降，如图 6(d)所示。

图 8 冷源温度对系统性能的影响： (a) 热机效率；(b) 综合效率

图 9 不同冷、热源温度下热机循环 T-v 图对比： (a) 变热源温度；(b) 变冷源温度

图 8 展示了不同冷源、热源温度下系统性能变化规律。如图 8(a)所示，斯特林热机的效

率随着高温热源温度的增加而上升，而当冷源温度从 300K 增大到 340K 时，斯特林发动机

热效率在 1000K 的热源温度情况下从 30%下降到 25%左右。系统综合效率则随着热源温度

增加存在着一个最佳值。

为分析冷、热源温度对系统性能的影响机制，图 9 展示了不同冷热源温度下循环的 T-v
图对比。如图 9(a)所示，高温热源温度的增加会提高斯特林发动机热端的温度水平，而冷端

的温度水平会略微降低，循环内部温差水平增大，进而提高了循环热效率。如图 9(b)所示，

随着冷源温度的升高，斯特林循环冷端温度水平也会上升，而在相同的热源温度下，热端平

均温度基本保持不变，故循环热效率会随着冷源温度的增加而下降。因此适当降低冷源温度

有助于提升系统的热力性能。



图 10 热源温度、回热效率对系统性能影响：(a) 最大功率；(b) 集热效率；(c) 热机效率；(d) 综合效率

图 10 分别展示了不同回热效率下热源温度对系统最大输出功率、集热效率、热机效率

和综合效率的影响规律。由图可见，随着高温热源温度的增加，发动机最大输出功率和系统

总体效率都呈现先上升后下降的趋势，且分别在热源温度为 1200K 到 1400K 的变化范围内

存在一个最大值。太阳能接收器的效率随着热源温度的增加不断降低，而斯特林发动机的热

效率随着热源温度的增加不断升高，增长速度不断放缓。

高温热源温度的增加会显著增加太阳能接收器与环境间的辐射和对流热损失，其中辐射

损失与热源温度的四次方正相关。如图 10(b)所示，当热源温度增大到一定值时，太阳能接

收器的效率的下降速率会加快。

图 11 不同回热效率下的斯特林发动机进出热流对比

回热效率的变化主要通过影响斯特林发动机的热效率来影响系统的热力性能。图 11 展

示了不同回热效率下的斯特林发动机进出热流对比。如图 11 所示，随着回热效率的增加，

热机回热损失减少，相同热源温度下斯特林发动机输入热流不变，而输出热流逐渐减小。根

据热机效率表达式，斯特林发动机的热效率随之上升，系统总体的效率也上升。故增大回热



效率可以改善系统的性能特性，但要求吸收器在高温下工作。

当热源温度低于 1300K 时，随着热源温度的增大，斯特林机热效率的上升速率大于集

热系统效率的下降趋势，系统综合效率随之上升。当系统效率到达最大值之后，继续增大热

源温度，吸收器热损失会剧烈增大，集热系统效率下降到较低值，系统综合效率随之下降。

图 12 热端辐射系数对系统性能的影响： (a) 热机效率；(b) 综合效率

图 12 展示了热端辐射系数对斯特林机热效率、系统综合效率的影响规律。如图 12 所

示，系统综合效率随着热端辐射系数的增大而升高，而最大综合效率对应的最佳热源温度随

着热端辐射系数的增大而减小。

图 13 热端对流换热系数对系统性能的影响： (a) 热机效率；(b) 综合效率

图 13 展示了热端对流换热系数对系统性能的影响规律。如图 13 所示，随着热端对流换

热系数从 200W/K 增加到 400W/K，相同热源温度下的系统综合效率不断下降，而最大综合

效率对应的最佳热源温度则不断减小。根据工质与热源的换热过程，热端辐射系数和对流换

热系数的增大都会加快热端的换热速率，提升换热效果，缩短工质与热源换热的时间，有利

于循环热效率和系统综合效率的提升。

图 14 冷端对流换热系数对系统性能的影响： (a) 热机效率；(b) 综合效率

图 14 展示了冷端对流换热系数对系统性能的影响规律。如图 14(a)所示，冷端对流换热



系数的增加有利于斯特林发动机热效率的提升，进而提升系统的综合效率。冷端传热系数的

增加有利于促进工质在冷却器与冷源的换热进程，缩减循环的周期，有利于系统性能的提升。

图 15 循环体积比对系统性能的影响： (a) 热机效率；(b) 综合效率

图 15 展示了循环体积比对系统性能的影响规律。如图 15 所示，随着循环体积比从 2 增

加到 3 时，斯特林发动机热效率和系统综合效率不断升高，上升幅度逐渐减小。循环体积压

缩比越大，单位时间工质对外做功量越大，斯特林发动机的功率和热效率也越大。因此，在

密封和承压材料允许的范围内，适当增大工质的体积比有助于提升系统的性能。

图 16 漏热系数对系统性能的影响： (a) 热机效率；(b) 综合效率

图 16 展示了漏热系数对系统性能的影响规律。如图 16 所示，当热源温度低于 1000K
时，漏热损失对系统性能影响不明显。当热源温度超过 1100K 时，由于热源与冷源温差较

大，漏热系数的增加会导致斯特林发动机热效率和系统综合效率有明显的下降。

5 结论

本文考虑了太阳能集热器的辐射、对流损失和斯特林热机的有限速率传热、回热损失、

漏热损失以及热吸收器与斯特林热机高温热源间的能量平衡，运用有限时间热力学方法建立

了太阳能驱动的斯特林热机能量耦合模型。对于斯特林热机循环，运用等可用势过程模拟工

质与冷热源间的换热的变温过程，建立了循环的多变换热模型。运用遗传算法以循环温度为

目标，在约束条件下得到了系统最大输出功率及对应的系统综合效率。

结果表明，在系统最大输出功率下存在最佳的热源温度使系统综合效率最大。对于碟式

集热系统，当吸收器温度维持一定值时，过高的聚光比和辐射强度会造成过大的热损失进而

削减系统综合效率。对于斯特林发动机系统，提高回热效率、循环体积比、冷端对流换热系

数、热端辐射系数和热端对流换热系数有利于提升系统最佳性能；而降低冷源温度、漏热系

数也能改善系统性能。模型优化结果和参数分析能为实际碟式斯特林系统的设计和性能分析

提供一定参考。
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摘要：为了改善固体氧化物燃料电池（Solid Oxide Fuel Cell，SOFC）的性能，本文提出了一种具有球状结构

的新型流道，并与传统结构进行了对比。结果表明，与基本直流道相比，带有挡板流道的 SOFC 和带有球状

结构的 SOFC 电流密度分别增加了 6.42%和 7.14%，总压降分别增加了 3.62 倍和 2.16 倍。由此可知，具有球

状结构的新型流道具有更好的综合性能优势。随后研究了球状结构参数（中心距 d 和高度 R）、入口参数以

及孔隙率对 SOFC 性能的影响。结果表明，随着 d 的减小和 R 的增大，SOFC 的净功率增大；随着气体进气

速度、温度、和电极孔隙率增大，电池输出功率在一定范围内呈现增大趋势。

关键词：固体氧化物燃料电池；输出功率；流道结构；电流密度

0 介绍

随着全球非可再生能源的日趋匮乏以及气候变暖对环境造成的不利影响愈演愈烈[1]，寻求

新能源代替原有能源结构解决能源危机已经成为全球持续发展的迫切需求。在众多的新能源

类别中，氢能作为一种理想的能源载体，被认为是实现地球可持续发展，解决能源短缺危机的

重要方案之一。氢燃料电池作为氢能源利用的核心技术之一，由于不受卡诺循环的限制，可以

直接将化学能转化为电能，具有很高的能量转换效率成为能源领域重要研究方向之一。在众多

燃料电池中，SOFC 发展迅速，应用广泛。SOFC 按结构主要分为三种：平板式、管式和瓦楞

式[2]。在对 SOFC 的结构参数的众多研究中，有关流道结构的研究备受人们重视[3]。流道结构

直接影响反应气体的利用率以及燃料电池的排水及散热性能，对 SOFC 的综合性能有很大的

影响，是 SOFC 的一个重要的研究方向
错误!未找到引用源。

。

Andersoon[4]等人建立了板式 SOFC 有限元模型，对流道进行优化了研究。结果表明，气

体流道与阴极电极厚度的比值减小时，可以获得体电流密度显著增大而仅牺牲较小的面电流

密度，这是因为更宽、更薄的流道与电极接触面积增大并且增大的幅度远大于体积增加的幅度，

有利于气体充分反应。Khazaee[5]等研究了流道截面几何形状对板式 SOFC 性能的影响。将流

道截面由矩形改为三角形和梯形，分析了流道几何形状对三相反应区反应物分布的影响进而

影响燃料电池的性能，同时保证每个结构中活化面积和其他操作条件相同。结果表明，矩形流

道具有更高的性能。Ilbas[6]等人以极化曲线和功率曲线的形式表明了支撑体厚度、氧化剂类型、

工作温度和压力对板式 SOFC 性能的影响。研究表明，SOFC 的性能随工作温度和工作压力的

增加而提升，电池功率与支撑体厚度成反比，一般来说阴极支撑的 SOFC 性能优于电解质支撑

基金项目：国家自然科学基金(No.51806103)；江苏省自然科学基金（BK20231445）



的 SOFC。
美国西门子-西屋电气公司开发了高功率密度扁管式电池，通过在阴极支撑管中加设脊条

来缩减电流路径，进一步减小阴极的厚度，降低阴极传质极化和欧姆极化，以提高电池的功率

密度[7]。Park[8]等发现从进口到出口宽度逐渐增加的扁管式 SOFC 设计，可以显著提高电池的

平均电流密度。Feng[9]等人选择最大输出功率作为优化目标，对管式 SOFC 的结构进行了优化。

结果表明，局部输出功率和局部电流密度沿流动方向减小；对于固定的阳极，阴极和电解质体

积分数分别存在最佳阳极，阴极和电解质厚度以及相应的最佳燃料电池长度。Wu[10]等设计了

具有半圆形，矩形和梯形扰动的三种新型流动通道的管式 SOFC，发现通过在通道内设置扰动，

可以在一定程度上降低温度梯度和最高温度。此外，矩形扰动在减小温度梯度方面优于半圆形

扰动和梯形扰动。

Yang[11]等人利用三维仿真工具计算了不同工况下瓦楞式 SOFC 单体的温度分布和电流密

度分布。仿真结果表明并流情况下随着燃料输送速率的提高，电流密度分布不均匀，而随着燃

料中氢的质量分数的增加，电流密度分布更均匀。Sciacowelli[12]等人通过熵产分析确定了最相

关的几何量，并以最小熵产为目标函数对 SOFC 几何结构进行优化。结果表明，流道夹角由

107° 改为 117° 后，SOFC 的效率有所提升。相比于国外，国内有关瓦楞式 SOFC 的研究发展

较晚。靳遵龙[13]等研究了肋宽和阴极厚度对瓦楞式 SOFC 性能的影响。模拟计算结果表明：随

着肋宽的减小，扩散进入多孔电极的反应气体增多，反应物分布均匀性得到改善，浓差极化减

小，电池性能得到提升；增大阴极电极厚度，SOFC 温度升高，从而活化损失降低。因此，综

合考虑两者的作用，当肋宽与阴极厚度的比值较小时，可以有效改善 SOFC 的输出性能。

根据上述研究可知，通过合理设计和优化的流道结构可以有效改善 SOFC 的性能。强化流

道传质是 SOFC 流道结构优化的一个重要手段。但是，该优化是以流道进出口之间压降增加为

代价，从而引起输送气体的泵的功耗的增加。因此，压降也是评估流道性能的一个重要因素。

本文提出了一种带有球状结构的流道，研究了该新型流道设计对 SOFC 电流密度和阴极压降

的影响，并将计算结果与基本直流道模型和带有挡板流道模型进行了比较。随后研究了球状结

构参数（中心距 d 和高度 R）、入口参数（温度、进气速度）以及孔隙率对 SOFC 性能的影响。

1 SOFC 模型

1.1 几何模型

具有球状结构的单流道平板式 SOFC 的截面示意图如图 1 所示，流道基本几何结构尺寸

参数见表 1。SOFC 主要包括阳极/阴极气体通道，阴/阳极气体扩散电极和电解质等几个部分。

图 2 为 SOFC 流道三维示意图。从图可以看出，沿着流道的波形为圆弧，圆弧波形由流道两侧

向流道中心逐渐增大，两侧为零，流道中心为最大值。沿着流道的相邻阻挡物中心距（d）和

阻挡物中心高度（R）被定义为可变的几何参数。

为了解带有球状结构的流道对 SOFC 整体性能的影响，将其与普通直流道及带有矩形挡

板流道进行了比较。由于 SOFC 电堆在结构上呈现周期排列的特点，因此选取一个单流道为计

算域，以节省计算资源。图 3 是三种类型流道的示意图。图 3（a）表示的是基本直流道，由规

则的长方体组成；图 3（b）表示的是带有矩形挡板流道；图 3（c）表示的是带有球状结构流

道。



图 1 SOFC 截面图 图 2 SOFC 三维示意图

（a）基本直流道 （b）挡板流道 （c）球状结构流道

图 3 三种类型的流道

模型的几何尺寸如表 1 所示：

表 1 SOFC 几何尺寸

参数 符号 数值(mm)
流道长度 L 40
流道宽度 Wch 1.5
流道高度 Hch 1.5
阴极厚度 tc 0.04

电解质厚度 tel 0.19
阳极厚度 ta 0.04
挡板高度 Hdb 0.75

球状结构高度 R 0.75

1.2 数值模型

在本研究中，假定只有氢参与电化学反应，电池中的电化学反应如下：

阳极：ܪଶ൅ ܱଶି ՜ ଶܱܪ ൅ ʹ ݁ି

阴极：
ଵ

ଶ
ܱଶ ൅ ʹ ݁ି ՜ ܱଶି

总反应：ܪଶ +
ଵ

ଶ
ܱଶ ՜ ଶܱܪ

为了简化计算，做出的假设如下：（1）假设所有气体都是理想气体；（2）通道和多孔电

极内部的流动认为是层流；（3）假定化学反应发生在三相边界；（4）假定多孔电极是均匀的

各向同性介质；（5）假设忽略重力的影响。

1.2.1 控制方程

数值模型求解控制方程主要包括电荷、动量、质量等方程。

电荷传递方程为：



ࢺ ⋅ ࢑࢏ = ࢑ࡽ (1)
࢑࢏ = ࢑ࣘࢺ࢑࣌− (2)

式中，Qk表示源项；k 表示电解质的指数为 l 或电极的指数为 s；ϕ࢑表示电势；σk表示电导率。

燃料和空气流道中的动量方程为：

ߘ ⋅ (ሬ⃗ݑߩ) = 0 (3)

ࢍ࣋ ⋅ ࢺ) ⋅ ሬ࢛ሬ⃗) ⋅ ሬ࢛ሬ⃗− +࢖−ቂࢺ ࢍࣆ ⋅ ቄ࣒ −
૛

૜
ࢺ) ⋅ ሬ࢛ሬ⃗)ቅቃ= ࡲ (4)

式中，࣋ 是气体密度；࢛ሬሬ⃗是速度矢量；࢖是压力；ࣆ是粘度；࣒ 是粘性应力张量；ࡲ是体积力矢量。

燃料电池流场和电极中的稳态物质传递可以用下面的质量传递方程表示：

࣋−ቀࢺ ⋅ ⋅࢐࢏,ࢌࢌࢋࡰ∑࢏࣓ ࢺ ࢐࢞+ ൫࢞ ࢐− ࣓࢐൯
࢖ࢺ

࢖
⋅ሬ࢛ሬ⃗− ࢏ࡰ

ࢀ ⋅
ࢀࢺ

ࢀ
ቁ+ ࣋ ⋅ ሬ࢛ሬ⃗ ⋅ =࢐࣓ࢺ ࢏ࡿ (5)

式中，ࢀ表示温度；࣓࢏表示各组分的质量分数； ࢐࢞表示各组分的摩尔分数；࢐࢏,ࢌࢌࢋࡰ表示有效分

子扩散系数；࢏ࡰ
。表示源项࢏ࡿ；表示热扩散系数ࢀ

电池的实际电势可以表示为：

=࢒࢒ࢋࢉࢂ ࢂ࡯ࡻࡱ − ࢉ࢚ࢇࣁ − ࢓ࢎ࢕ࣁ − ࢉ࢔࢕ࢉࣁ (6)
式中， ௖ܸ௘௟௟是实际电势；ܧை஼௏是开路电压；ߟ௔௖௧、ߟ௢௛௠ 和ߟ௖௢௡௖分别是活化过电位、欧姆过电位

和浓差过电位。

Butler-Volmer 方程描述活化损失与电流密度之间的关系：

݅= ଴݅ ൬݁ ߙቀ݌ݔ
௡೐ி

ோ்
−௔௖௧ቁߟ ቀ−(1݌ݔ݁ − (ߙ

௡೐ி

ோ்
௔௖௧ቁ൰ߟ (7)

式中， ଴݅是交换电流密度；ߙ是传递系数； ௘݊是反应中转移的电子数；ܨ是法拉第常数；ܴ是通

用气体常数；ܶ是温度。

1.3 边界条件

所建模型的运行条件和输入输出参数如表 2 所示。在阳极的入口边界，电位固定为参考电

位零。在阴极的入口边界，电位设为电池电压。所有其他外部边界和接口都是电绝缘的。

表 2 SOFC 模型具体条件设置

参数 符号 数值 单位

操作压力 P 1 atm
操作温度 T 1073.2 K

空气进气速度 uin,c 10 m/s
燃料进气速度 uin,a 1.7 m/s

入口燃料质量分数 W0,H2,a 0.9 -
入口氧气质量分数 W0,O2,c 0.2314 -
阳极交换电流密度 i0,a 0.11 A/m²
阴极交换电流密度 i0,c 0.031 A/m²

电极电导率 σ 1000 S/m
电解质电导率 σ0 5 S/m
电极渗透率 κ 10-10 S/m
孔隙率 epor 0.35 -

阳极传递系数 αa,anode 0.46 -
阴极传递系数 αa,cathode 3.52 -

1.4 网格无关性验证



图 4 为具有球状结构流道的 SOFC 计算网格示意图。其中，电极和电解质部分是规则的

几何形状，采用结构化网格，且电极交界面处采用逐渐加密的边界层；流道部分采用自由四面

体网格。如图 5 所示，在 SOFC 工作电压为 1V 时，当网格数量由 30 万继续增加至 60 万和 76
万时，电流密度的变化范围在 1%以内。因此，在保证结果正确前提下为了节约计算时间，本

研究中该模型取 30 万网格。

图 4 计算网格 图 5 网格无关性验证

1.5 模型验证

为了保证本研究中仿真模型数值分析的可靠性，将模型与 Timurkutluk Bora[14]等人的实验

中几何尺寸、运行条件及其它重要参数等保持一致，并将本研究模拟求解得到的极化曲线与

Bora 实验得到的极化曲线进行比较。图 6 表示数值模拟得到的极化曲线以及 Bora 实验得到的

极化曲线。从图中可以看出，仿真结果与实验数据吻合较好，总体来看，实验数据与模拟结果

之间具有总体一致性，该仿真模型适用于模拟 SOFC 的性能。

图 6 实验极化曲线与模拟极化曲线对比

2 三种类型流道的比较

在本节中，为了评估球状结构流道对 SOFC 性能的影响，我们根据电流密度和流道压降，

对三种不同类型的流道进行了综合比较。图 7 是在电池工作电压为 0.8 V 时，三种不同类型流

道的 SOFC 的电流密度对比。从图 7 可以看出，与普通直通道相比，在流道中添加挡板或设置

球状阻挡物都可以提高电流密度，且带有挡板流道 SOFC 的电流密度增加约 6.42%，带有球状

结构流道 SOFC 的电流密度增加约 7.14%。表 3 是三种类型流道压降对比。从表 3 可以看出，

三种类型流道中，普通直通道的压降约为 199.8pa，挡板通道的压降约为 923.6pa，球状结构通

道的压降约为 630.5pa，带有挡板流道和球状流道 SOFC 的总压降与普通直流道相比分别增加

了 3.62 倍和 2.16 倍。造成这种现象的主要原因是因为传统挡板或球状阻挡结构的存在对 SOFC
流道中流场结构进行了改变，在挡板位置改变了气体的流动方向，强化了气体与电极之间的相



互作用，更有利于气体扩散进入催化层进行电化学反应。同时挡板的存在也造成了流道中的压

力损失，最终导致流道进出口压降增大，必然也会消耗更多的泵功（用于驱动气体在 SOFC 流

道中流动）。此外，不难发现，相对带有传统挡板结构的 SOFC 流道，带球状阻挡结构的 SOFC
流道具有较好电流密度，和较低的压降。

图 7 三种类型流道电流密度对比 图 8 阴极电解质电流密度分布

表 3 三种类型流道压降对比

流道类型 阴极流道压降（pa） 阳极流道压降（pa） 总压降（pa）
基本直流道 175.7 24.1 199.8
挡板流道 890.0 33.6 923.6

球状结构流道 597.8 32.7 630.5

图 8 是在电池工作电压为 0.8 V 时，三种不同类型流道的 SOFC 的电流密度分布云图。从

图中可以看出入口处电流密度最大，因为在开始时反应物浓度最高。随着反应物沿流动通道逐

渐消耗，电流密度从入口到出口逐渐减小。此外，与基本直通道相比，球状结构通道和传统挡

板通道的电流密度更高、更均匀。这是由于反应气体受到了扰动、流道内的传质效果增强引起

的结果。综上所述，具有球状结构流道的 SOFC 综合性能更好，是一种具有竞争力的结构。

3 球状结构参数对 SOFC 性能的影响

本节进一步研究在流道中球状阻挡物的结构参数对 SOFC 性能的影响。可变的结构参数

定义为 L1（流道中第一个阻挡物中心与流道入口的距离）、R（阻挡物中心在流道中的高度）、

d（相邻阻挡物的中心距）。

3.1 球状结构中心距（d）对 SOFC 性能的影响

首先研究了相邻阻挡物中心距 d 对 SOFC 性能的影响，分别选取 d 为 14mm、7mm、5mm
的中心距，其他变量保持不变。重点考虑流道压降情况及 SOFC 净功率。图 9 流道中阻挡物中

心距 d 分别为 14、7、5mm 时“XZ”平面空气速度流线图。从图中可以看出，阻挡物对气体

输运具有周期性扰动作用，在球状结构的下方存在明显的速度梯度。随着中心距的减小，流道

中阻挡的数量相应增加，扰动效果也随之增加，气体与电极之间的作用更剧烈。

（a）d=5mm

（b）d=7mm

（c）d=14mm

图 9 不同 d 时电池“XZ”平面空气速度分布



图 10 表示 d 的变化对 SOFC 输出功率的影响。结果表明，电池的输出功率随着 d 的减小

而增大，这是因为在流道中设置阻挡增强了气流扰动，d 越小扰动越强，迫使更多气体与电极

表面相互作用，强化气体扩散效应，从而使更多气体参加电化学反应，使得电池功率密度增加。

但同时也要注意到，流道入口与出口之间的压力降在不断地增加。结果表明，在流道中设置 7
个阻挡物即相邻阻挡物中心距 d=5mm 时，电池的平均功率密度取得最大值，此时，沿流道的

压降也达到最大。因此，压降也是评估流道性能的一个重要因素。

图 10 不同 d 时电池平均功率密度变化

综上所述，增大流道中阻挡物的数量会增加流道入口与出口之间的压力降，这需要更大的

额外耗功来驱动气体在流道中输运。图 11 表示了不同 d 条件下阳极流道和阴极流道中的压力

降。气体流道进出口之间的压力降为：οܲ ൌ ௜ܲ௡௟௘௧െ ௢ܲ௨௧௟௘௧，其中，ܲ ௜௡௟௘௧是进口的面平均压力，

௢ܲ௨௧௟௘௧是出口的面平均压力。研究结果表明，d 的减小明显增大了流道进出口之间的压降。因

此，尽管减小 d 可以增加电池的平均功率密度，但是同时会产生更大的压降，从而消耗更多的

额外功使 SOFC 的净输出功率降低，这种影响的程度需要进一步探究。

图 11 不同 d 时流道内部压降变化

本文采用的净功率可以通过以下公式计算得到[15]：

ܹ ௡௘௧ൌ ܹ ி஼ െ ܹ ௉ (8)
式中，ܹ ி஼是 SOFC 输出功率；ܹ ௉是驱动反应气体的辅助系统泵送功率。驱动流体流动的泵送

功率可通过下式[16]：

ܹ ௉ =
௠ ̇ ο௣

ఘ
(9)

式中，݉ ሶ是质量流率；ߩ是混合气体的密度；ο݌是流道中的压力损失。图 12 为 SOFC 电池净功

(a) 阴极 (b) 阳极



率密度在不同 d 下的性能表现。与无阻挡流道相比，流道中设置阻挡显著增加了 SOFC 的净

功率密度，并且随着 d 的减小，电池输出功率相应提高，d=5mm 时电池输出功率达到最大值

为 2973.5W/m2。尽管随着 d 的减小，流道进出口之间的压降增大导致辅助功耗增加，但是其

幅度低于电池功率的增长，所以本文设计的流道结构 SOFC 净功率仍然随着 d 的减小而增大。

本文设计条件下，d 为 5mm 时得到的净功率最大值为 2594.5W/m2。

图 12 不同 d 时净功率变化

3.2 球状结构高度（R）对 SOFC 性能的影响

本节研究了不同高度 R 对 SOFC 性能的影响，分别选取 R 为 1/6H=0.25mm、1/3H=0.5mm、

1/2H=0.75mm 的阻挡物高度，其他变量保持不变。和上一节相似，重点考虑流道压降情况及

SOFC 净功率。图 13 是其他条件相同下不同 R 时 SOFC 的极化曲线，进一步表示了 R 对 SOFC
性能的影响。从图中可以看出，当阻挡物的高度最大时，SOFC 的平均电流密度最大。这是由

于当阻挡物的高度增加时，对气体流动的阻挡作用增强，强化了气体与电极之间的相互作用，

有更多气体会扩散进入电极层内参加电化学反应，最终使得电池电流密度增大。此外，从图中

还可以看出平均电流密度变化在高电池电压工况下变化比较显著，在低电池电压工况下变化

不显著。

图 13 不同 R 时极化曲线

一般来说，如果阻挡物高度过小，对流道中气流的影响就不显著；但是，如果阻挡物高度

过大，阻挡引起的扰动作用将引起明显的流动阻力，造成辅助系统泵送耗功过多，阻挡存在就

失去了作用。因此，分析计算考虑通道压降影响下的 SOFC 净功率是有必要的。图 14 表示了

不同 R 条件下阳极流道和阴极流道中的压力降。R 的增加明显增大了流道进出口之间的压降。

因此，尽管增大 R 可以增加电池的平均功率密度，但是同时会产生更大的压降，从而消耗更

多的额外功使 SOFC 的净输出功率降低。图 15 为 SOFC 电池净功率密度在不同 R 下的性能表

现。与无阻挡流道相比，流道中设置阻挡显著增加了 SOFC 的净功率密度，并且随着 R 的增



大，电池输出功率相应提高，R=0.75mm 时电池输出功率达到最大值为 2851.66W/m2。随着 R
的增大，尽管流道进出口之间的压降增大导致辅助功耗增加，但是电池净功率仍伴随 R 增大

而增大，在高电流密度区现象更明显。在本文设计工况下，R 为 0.75mm 时得到的净功率最大

值为 2776.45W/m2。

(a) 阴极 (b) 阳极

图 14 不同 R 时流道内部压降变化

图 15 不同 R 时净功率变化

4 入口参数和电极孔隙率对 SOFC 性能的影响

4.1 入口参数对 SOFC 性能的影响

图 16 表示了在同向流动，燃料气体流速为 1.7m/s，空气流速为 10m/s 条件下，对操作温

度分别为 973.2K,1073.2K 和 1173.2K 时的 SOFC 模拟结果。从图中可以看出，随着操作温度

的升高，最大输出功率随之增大。首先，操作温度升高能够为反应提供能量，减小电化学反应

过程中必须克服的活化能势垒，从而减小了由于活化极化导致的过电位损耗；其次，温度升高

增加了氧离子电导率，从而欧姆极化所造成的电压损耗减小，最终 SOFC 的性能得以提升。

图 17 表示燃料气体速度对氢气质量分数分布的影响。从图中可以看出，氢气在电化学反

应过程中被不断地消耗，沿着气体流动方向上流道中氢气的质量分数不断降低（因为阳极流道

中随着化学反应进行会有水蒸气产生，所以流道中并非纯氢，出现氢气质量分数变化的现象）。

随着入口流速的增加，更多的氢气被带动进入电极中，电池后半段电极中参与反应的氢气质量

分数逐渐增加，从而使得氢气在高流速下分布得更加均匀。

图 18 表示不同气体进气速率对电池平均功率密度的影响。从图 18（a）可以看出，随着

流道入口燃料气体流速逐渐增大，电池最大功率密度有不同程度的增加。入口流速的增加使得

氢气在流动方向的质量分数梯度下降从而沿着流动方向上的电流密度分布相对更加均匀是功

率密度增加的可能原因之一。图 18（b）表示不同空气进口速度时对电池功率密度的影响。从



图中可以分析得到不同流速的空气对 SOFC 性能的影响与不同流速的燃料气体对 SOFC 性能

的影响有着相似的规律。

图 16 温度对电池平均功率密度的影响 图 17 不同燃料进气速度时氢气质量分数，Vcell=0.1V

(a) 燃料气体 (b) 空气

图 18 不同气体进气速度时的电池平均功率密度变化

4.2 电极孔隙率对 SOFC 性能的影响

图 19 表示了电极孔隙率对 SOFC 平均功率的影响。从图中可以看出电池平均功率密度随

着电极孔隙率的增加而增大。因为孔隙率的增大，增加了燃料电池内部反应物的转移速率，从

而促进了电化学反应，引起局部电流密度的增加，最终增加了 SOFC 的平均功率密度，反之功

率密度减小。

图 19 不同电极孔隙率时的电池平均功率密度变化

4 结论

本文设计了一种具有球状结构的 SOFC 流道，并将该流道结构与直流流道和带传统挡板

的流道结构进行了比较，分析了不同流道结构对 SOFC 电池性能（包括电流密度、压降及净输



出功率等）的影响。随后，针对具有球状结构的 SOFC 流道，研究了不同球状结构中心距和阻

挡高度对 SOFC 性能影响。最后，本文还分析了在不同入口参数和电极孔隙率对 SOFC 性能

的影响。得到的结论如下。

（1）与普通直流道 SOFC 相比，带有挡板流道 SOFC 的电流密度增加了 6.42%，流道总压降

增加 3.62 倍，而带有球状结构流道 SOFC 的电流密度增加了 7.14%，流道总压降增加了 2.16
倍。因此，带有球状结构流道的 SOFC 具有更好的综合性能。

（2）随着 d 的减小和 R 的增大，流道内部气体扰动增强，传质效果进一步得到强化。尽管此

时流道进出口之间的压降随之增大，辅助设备耗功增大，但是由于 SOFC 电流密度增大效果更

明显，使得 SOFC 的净功率仍呈现增大趋势。

（3）流道中工作温度、气体进气速度和电极孔隙率分别增大时，电池输出功率在一定范围内

呈现增长趋势。
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摘要：本文构建了锂电池模组热失控蔓延模型，数值模拟研究了隔热层基体材料和相变材料导热系数

变化对热失控蔓延的影响。结果表明：复合相变隔热层能够有效抑制甚至阻断模组内锂电池间的热蔓

延；当基体材料导热系数不高于 0.11 W·m-1·K-1时，锂电池间无热蔓延发生；随着相变材料导热系数增

加，锂电池间均未发生热蔓延，触发电池的热失控触发时间增加。

关键词：复合相变隔热层，导热系数，锂电池，热失控蔓延，基体材料

0 前言

储能研究是缓解能源危机的重要途径[1-2]。锂离子电池因具有能量密度大、输出功率

高、循环寿命长等优点被广泛应用于电动汽车与储能电站上，并逐渐成为车用动力电池

市场的主流[3-4]。但锂离子电池由于具有高能量比、电解质易燃、隔膜稳定性差等特性，

在滥用条件下不可避免地会出现热失控等安全问题[5-6]。若单体电池热失控的热量不能够

有效的控制和阻断，那么热失控释放的能量会引起模组乃至系统的热蔓延，在一定程度

上阻碍了电动汽车近一步发展[7-8]。因此，以防止热失控蔓延为主要目标的锂离子动力电

池系统的安全管理是电动汽车发展应用过程中仍需解决的问题。

在热失控传播方面，许多学者研究了不同触发条件的热失控传播情况。Wang 等[9]

研究结果表明，无论电池的化学性质如何，当热失控电池有相同的自产热温度、热失控

起始温度、最高温度和电池的电化学能量相似时，热失控的传播行为将相似。Gao 等[10]

发现，尽管电池与电池之间存在空气间隙，但触发模块产生的喷射火焰能够点燃相邻的

电池模块，造成热蔓延。Feng 等[11,12]基于对电池整体内部每种材料的热反应动力学分析，

开发了一个热失控传播模型，基于模型仿真结果，提出了许多阻止热失控传播的理论方

法，包括提高热失控触发温度、减少释放的总电能，增加散热，增加热阻层。

在热失控蔓延抑制方面，Xu 等[13]设计了一种具有微流道冷却功能的热管理系统，

阻止了热失控的蔓延。Yuan 等[14]研究了不同间隙材料对圆柱形电池热扩散的影响，发现

石墨复合板可以有效阻挡热扩散。Berdichevsky 等人[15]在电池之间增加绝缘和隔热板，

通过减少热传导和辐射能力来阻止热失控的蔓延。Feng 等[16]选择石棉布作为电池间的隔

基金项目：国家自然科学基金资助项目(51806130)；山东自然科学基金资助项目(ZR2020ME176，
ZR2020ME182)



热层，成功阻断了热失控的蔓延。但由于石棉布对人体的危害性很高，不能用于热扩散

阻挡。

综上，由于动力电池的电化学成分复杂，热失控传播还会受到电池体系、触发方式、

周围环境温度、工作状态等因素影响，使得热失控传播试验存在重现性差、操作复杂和

危险性大等特点。当前，单体电池热失控和模组内热蔓延机理被广泛研究，但有关复合

相变材料隔热层的热蔓延特性仿真研究相对较少。因此，本文建立了锂电池模组热失控

传播模型，研究复合相变隔热层中基体材料和相变材料导热系数变化对热失控蔓延特性

的影响，探索有效的电池组热失控传播阻隔方案。

1 模型的建立与验证

1.1 三维几何模型

在有限元软件 COMSOL Multiphysics 中建立热失控蔓延三维模型，根据绝热热失控

实验数据模拟电池产热，并利用软件自带的网格剖分功能进行网格划分，如图 1(a)所示。

图 1(b)为热失控蔓延抑制模型的示意图。电池选用的是容量为 50 Ah 的三元锂离子动力

电池，其几何机构简化为只有电池内核、外壳、极柱三个几何元素的整体，具体几何尺

寸如表 1 所示，3D 热模型中的热物性参数及数值如表 2 所示。

(a)3D 热蔓延抑制网格模型 (b)热蔓延抑制示意图

图 1 三维几何模型

(a) 3D heat spread suppression grid model. (b) Heat spread inhibition diagram.

Fig. 1 3D geometric model

1.2 产热功率的设定

由热失控机理分析可知，产热组件的比体积产热功率 qv 可以通过公式(1)来进行计

算，能量释放总量 ΔH 计算如(2)所示。
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式中，qheat、qele、qchem 分别是是加热器比体积功率、电能释放的比体积产热功率、化学

能释放的比体积产热功率，W；ΔHele、ΔHchem分别对应着电能和化学能的释放量，J；M
为模型中电池的质量，Kg；Cp为模型中电池的比热容, J·kg-1·K-1；T1为电池热失控自产



热起始温度，T3为电池热失控过程中的最高温度，K。

电能、化学能能量释放速率随温度变化的规律如公式(3)、(4)所示，电池内核的产热

速率可用公式(5)进行拟合。
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式中，Cele、Cchem 根据经验参数设置为 12，T2 为热失控起始温度，K；反应动力学参数

A 为 0.92 s-1；指数幂次 b 为 28.4；Tref为用于将温度归一化处理的开式温度参考值，K。

表 1 电池模型几何参数

Tab. 1 Geometric parameters of battery model

组件名称 参数符号 参数名称 数值(m)

壳体

Lb 长度 0.148
Bb 宽度 0.026
Hb 高度 0.094
Lj 长度 0.146

内核 Bj 宽度 0.024
Hj 高度 0.084

表 2 3D 热模型中的物理参数及数值

Tab. 2 Physical parameters and values in 3D thermal model

参数符号
导热系数

(W·m-1·K-1)
密度

(kg·m-3)
比热容

(J·kg-1·K-1)

相变潜热

(kJ·kg-1)
相变温度

(K)

电池内核 λy=λz=20.24, λx=0.8 2488.89 946

壳体 238 2700 900

加热器 44.5 7850 475

云母片 0.5 2900 880

相变材料 0.6 2412 870 196 333.15

基体材料 0.08 200 500



1.3 相变吸热的归一化算法

相变材料比体积吸热功率 qpcm，使用公式(6)进行计算。
d
d

pcmc


为能量浓度变化速率，

其计算方式为公式(7)。
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式中，ΔHpcm 为相变材料吸收的总热量，V0 为相变材料隔热层体积。C 为常数，根据相

变材料相变潜热不同其大小区间为 0.5 ~ 1。
1.4 传热与边界条件的设定

关注薄层法向上的传热影响，两个组件之间通过接触面上的薄层传热的热流密度可

以用式(8)、(9)进行计算。通过对流和辐射与环境进行换热，边界方程为式(10)。
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式中，λf和 λb为薄层前后两边材料的法向导热系数，Tf和 Tb为两边材料在接触面上的温

度，λc为薄层的导热系数， c 为薄层的厚度。λn为材料的法向导热系数，h 为对流换热

系数，ε 为辐射换热系数，σ 为玻尔兹曼常数，Te为环境温度。

图 2 仿真与实验对比图

Fig.2 Comparison of simulation and experiment

1.5 热失控蔓延抑制模型的验证

本文搭建的热失控蔓延抑制模型中单体电池与常等热失控蔓延抑制实验中单体一

致，为验证热蔓延抑制模型的准确性，以两节电池为例，将常润泽[17]实验中的纳米陶瓷



纤维和相变材料组成的相变隔热层带入模型中，仿真结果如图 2 所示，本模型的前后表

面仿真结果与实验结果的温度骤升时刻、热失控峰值温度等关键参数基本吻合，热蔓延

抑制模型的准确性得到了验证。

2 结果与讨论

2.1 复合相变隔热层对电池模组热失控蔓延影响分析

图 3 热蔓延过程中各节电池温度变化情况

Fig. 3 The surface temperature of the front and back of each battery

0 s 250 s 498 s

600 s 1000 s 1500 s

图 4 热蔓延过程中各节电池温度分布模拟结果

Fig. 4 The simulation results of the temperature distribution of each battery during the heat spread process

图 3 为模拟热蔓延过程中各节电池前后表面温度随时间变化曲线，隔热层中相变材

料导热系数是 0.6 W·m-1·K-1，基体材料导热系数是 0.08 W·m-1·K-1。分析可知，在 508 s
时电池 1 后表面温度达到最大值 788.4 ℃，此时隔热层阻挡住电池 1 热失控时的高温冲

击，电池 2 前表面中心温度在热平衡过程中，1238 s 时达到最大值 180.3 ℃，未发生热

失控的蔓延。图 4 为相应热失控蔓延过程中电池组温度分布图，较好地重现了单体间放

置复合相变隔热层时各节电池温度随时间的变化，模拟了相变隔热层抑制电池间热量传

递的过程。0 s 对热失控触发电池开始加热，250 s 热量从前壁面向后扩展，局部温度达

到 170 ℃，498 s 触发电池 1 热失控。复合相变隔热层有效阻隔热冲击，在热平衡过程中，



电池 2 最高温度始终维持在 190 ℃以下。1500 s 电池组在冷却过程中，整体温度下降到

400 ℃以下。

2.2 隔热层中基体材料导热系数对热失控蔓延影响

图 5 基体不同导热系数下电池 2 前表面中心温度变化

Fig. 5 The change of center temperature of front of battery 2 under different thermal conductivity of matrix

图 6 电池热失控触发时间间隔

Fig. 6 The duration of thermal runaway propagation

图 7 基体不同导热系数下电池 1 后表面中心温度变化

Fig.7 The temperature change of the center surface of battery 1 under different thermal conductivity of matrix

图 5 为相邻电池 2 前表面中心温度变化曲线，由图可知，当基体材料导热系数不高

于 0.11 W·m-1·K-1时，成功阻挡了热失控蔓延的发生。当基体导热系数达到 0.12 W·m-1·K-1



时，在 1387 s 会触发相邻电池发生热失控，未能阻断热失控的蔓延。电池 2 的热失控触

发温度 245～267 ℃之间，峰值温度在 800～860 ℃之间。图 6 给出了基体材料导热系数

增加时电池热失控触发时间间隔，对于 0.12～0.4 W·m-1·K-1，电池 1 到电池 2 的热失控

触发时间间隔分别为 900 s、712 s、488 s、343 s、245 s、72 s，随着基体材料导热系数

的增加而缩短。这是由于基体材料导热系数的提高，复合相变隔热层无法阻隔电池 1 热

失控时的热冲击，造成热失控的蔓延及热失控触发时间间隔缩短。图 7 为基体材料导热

系数提高时电池 1 后表面温度随时间变化曲线，由图可知，电池 1 后表面温升随着基体

材料导热系数增加依次减小，相应的峰值温度也在不断减小，而达到峰值温度所需时间

在延长。

2.3 隔热层中相变材料导热系数对热失控蔓延的影响

图 8 相变材料不同导热系数下电池 2 前表面中心温度变化

Fig. 8 Temperature change of front surface center of battery 2 under different thermal conductivity of phase

change materials

图 9 相变材料不同导热系数下电池 1 后表面中心温度变化

Fig. 9 The temperature change of the rear surface center of battery 1 under different thermal conductivity of

phase change materials

图 8、图 9 分别为相变材料导热系数增加时，电池 2 前表面和电池 1 后表面的温度

变化曲线。随着相变材料导热系数的增加，各节电池前后表面峰值温度、最高温度对应

时间都有所差别，但均未触发相邻电池发生热失控。图 10 为电池 2 前表面峰值温度和对

应时间变化曲线，电池 2 前表面峰值温度随相变材料导热系数的增加而减小，温度减小



幅度相对较小，峰值温度在 170～182.5 ℃之间，均未达到电池热失控的触发温度。相变

材料导热系数增加未导致热蔓延阻断失效，提高了热蔓延抑制效果。图 11 为电池 1 后表

面峰值温度和对应时间变化曲线，由图可知，电池 1 后表面最高温度随着相变材料导热

系数的增加而减小，热失控触发时间得到延长，达到峰值温度所需时间在增大。当导热

系数达到 10.2 W·m-1·K-1时，峰值温度为 623 ℃，热失控触发时间到 856 s，延后了触发

电池的热失控触发时间，未触发相邻电池发生热失控。

图 10 电池 2 前表面峰值温度和对应时间变化

Fig. 10 The temperature and time change of the

front of battery 2

图 11 电池 1 后表面峰值温度和对应时间变化

Fig. 11 The temperature and time change of the rear of

battery 1

3 结论

研究基体材料和相变材料导热系数变化对热失控蔓延的影响，主要结论如下：

(1) 复合相变隔热层中相变材料导热系数为 0.6 W·m-1·K-1，基体材料导热系数为 0.08
W·m-1·K-1时能有效阻断模组内锂电池间的热蔓延。

(2) 在不考虑电池外部风冷、水冷等散热情况下，基体材料导热系数不高于 0.11
W·m-1·K-1，2 mm 相变隔热层能有效阻挡热失控蔓延的发生。当基体导热系数达到

0.12 W·m-1·K-1时，随着基体材料导热系数的增加，复合相变隔热层热蔓延抑制效果

减弱，热失控蔓延发生，热失控触发时间间隔缩短。复合相变隔热层中，基体材料

导热系数变化对热蔓延影响显著，在实际应用过程中应考虑高温、挤压等因素对基

体材料导热系数的影响。

(3) 相变材料导热系数增加未导致热蔓延阻断失效，延后了触发电池的热失控触发时间，

降低了相邻电池表面的最高温度和温升速率，有利于降低相邻电池达到热失控触发

温度的风险，提高了热蔓延抑制效果。
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摘要：均热板作为一种相变传热元件是解决当前高热流密度电子器件散热问题的有效手段之一，本文

设计了均匀结构吸液芯和梯度结构吸液芯，制作了厚度为 0.42 mm 的异形超薄均热板，并测试了其在

双热源变热流加热工况下，表面温度和热阻的变化规律，并与某型号手机原装均热板进行对比。结果

显示，制备的三种均热板传热性能均优于原装均热板，且在最佳充液率（80%）时，具有梯度结构吸液

芯的异形超薄均热板热阻仅为 0.1 ℃/W，相比原装均热板降低约 82.7%。

关键词：超薄均热板，梯度结构吸液芯，双热源，传热性能

0 前言

随着电子信息技术的快速发展、5G 时代的到来，现代电子设备正逐渐朝着小型化、

精密化、高度集成化方向迈进[1-2]，但高集成度的电子器件在运行过程中势必会产生大量

热量，而有效散热空间又不足，因此会带来散热难题。均热板作为一种相变传热元件是

解决当前电子器件散热问题的有效手段[3]，均热板中的吸液芯结构发挥着非常重要的作

用，是均热板的核心部件。它不仅可以驱动工质回流，提供流动通道，也是工质气液相

变发生的主要位置，能够将一侧壳体热量传递至另一侧，有助于均热板完成内部气液循

环和传热[4]。因此国内外许多学者开展了吸液芯结构影响均热板传热性能的研究。

Tang 等[5]通过犁-挤压的方法制造了一种新型微 V 型沟槽吸液芯，在每个沟槽的两

侧形成了锯齿状结构，利用化学腐蚀法在表面生成粗糙结构以提高其亲水性，采用毛细

管上升测试法探究其毛细管性能，结果该吸液芯结构表现出良好的毛细性能。黄豆[6]制

备 74 种不同种类的烧结铜粉吸液芯，研究了各种铜粉对吸液芯孔隙率、收缩率及渗透率

的影响，并通过 SEM 图分析了各种吸液芯的表面微观形态。研究结果显示，具有 I-75 μm

的吸液芯的均热板总热阻最小。崔卓等[7]将多层丝网作为超薄平板热管的吸液芯，利用

热氧化法对其表面进行氧化处理，实验针对不同的网状结构对热管热阻的影响展开，最

终结果显示：丝网目数为 200 目时的热管表现出良好的传热性能，最小热阻为 0.26 K/W，

极限传热功率为 8 W。刘龙飞[8]设计并制备出一种平板环路热管，由于碳纤维具有优异

的热稳定性、摩擦系数小、密度低、模量高等优点而被选用作为环路热管的吸液芯，并

针对碳纤维吸液芯的性能及其对环路热管传热性能的影响进行了实验探究，结果表明，

与传统的金属吸液芯相比，碳纤维吸液芯表现出优异的毛细压力、渗透率和柔性，孔隙

率可高达 82%，极限功率最高为 55 W。为了解决毛细压力和渗透率之间相互矛盾的关
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系，Lu 等[9]利用刨削、电化学沉积和热处理相结合的方法，在铜板上制造出和多孔沉积

层相结合的矩形沟槽复合吸液芯结构，通过毛细上升红外测试法对复合结构的毛细性能

进行测量，利用强制液体流动法测量复合吸液芯的渗透率，测试结果表明该复合结构能

够提供较大的毛细压力且具有较大的渗透率。

国内外学者在对均热板内部结构优化方面进行了大量理论研究、仿真计算、实验测

量，但仍存在一些问题：吸液芯作为均热板的核心部分，其结构优化及制造工艺在不断

提升，但对于多层丝网烧结梯度结构研究较少，并且在实际电子元器件热管理的应用中，

电子元器件产热不止一个热源，其位置分布、各个部分产热功率也不尽相同，因此均热

板在实际应用中应根据产热元件的分布而设计各种形状。基于此，本文设计了厚度为

0.42mm 的具有单一结构吸液芯和梯度结构吸液芯的超薄异形均热板，并模拟手机 CPU
和 GPU 工作，探究在双热源变热流条件下的传热性能，并与某型号手机原装均热板进

行对比。

1 实验系统及实验件

1.1 吸液芯及均热板

超薄异形均热板及吸液芯结构示意图如图 1 所示，以磷铜（C5210）为基材利用铣

床加工出两个铜板作为超薄异形均热板的外壳。上下壳板的厚度均为 0.1 mm，均热板的

表面积为 34.31 cm2。均热板蒸汽腔（气相流动空间）在上壳板铣出，腔体内部深度为

0.2 mm，并且在其内部铣出大量支撑柱，支撑柱高度为 0.2 mm，直径为 2 mm。支撑柱

能够防止均热板在扩散焊接以及运行过程中因热应力和压差发生变形，并且为降低均热

板厚度，在冷凝侧未烧结用于工质回流的吸液芯，因此支撑柱同时能够促进工质的回流

以及增强导热。放置吸液芯的腔体（液体流动空间）在下壳板铣出，深度为 0.2 mm，与

吸液芯厚度相同。

图 1 均热板及吸液芯设计示意图

为研究吸液芯对超薄异形均热板传热性能的影响，本文使用不同目数的丝网共烧结

制作三种不同结构吸液芯，包括使用同种丝网烧结的均匀结构吸液芯，以及使用两种不

同目数丝网烧结的梯度结构吸液芯。其中均匀结构吸液芯孔隙具有尺寸接近的毛细半径，

而复合结构吸液芯孔隙能够更好平衡渗透率和毛细力之间的作用，将吸液芯目数较大的

一侧靠近壳板壁面焊接，能够在工质回流过程中提供指向壁面的毛细力，从而避免局部

蒸干并减小汽液两相之间的流动阻力。三种吸液芯厚度基本相同，为 0.2 ± 0.02 mm，表

面积为 25.00 cm2。吸液芯结构参数如表 1 所示，其中 3#300 目表示，A 型均热板具有均

匀结构吸液芯，使用 3 层 300 目丝网烧结。3#350 目表示，B 型均热板具有均匀结构吸

液芯，使用 3 层 350 目丝网烧结。2#250 目+1#350 目表示，C 型均热板具有梯度结构吸
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液芯，使用 2 层 250 目和 1 层 350 目丝网烧结。

表 1 均热板类型及参数

均热板型号 A 型 B 型 C 型

吸液芯类型 均匀结构吸液芯 梯度吸液芯

丝网目数 3#300 目 3#350 目 2#250 目+1#350 目

1.2 均热板传热性能测试系统

均热板传热性能测试系统如图 2 所示，某手机原装均热板与超薄异形均热板实物如

图 3 所示。该系统主要由抽真空模块、加热模块、数据采集模块、实验样品、升降台等

部分组成。用于测量均热板在不同加热工况时的热阻和温度分布。抽真空模块主要由真

空泵和压力传感器组成。加热模块主要由直流电源、陶瓷加热片组成。为减小空气热阻，

各导热接触面缝隙中填充导热硅脂，导热系数大于 5 W/m∙K。数据采集模块由数据采集

器、计算器、热电偶三部分组成。整个测试装置用保温棉包裹，热损失忽略不计。

图 2 均热板传热性能测试系统

图 3 某手机原装均热板与超薄异形均热板实物图

热电偶 T1-T8 均匀布置在冷凝侧表面用来监测冷凝侧温度分布，热电偶 T9-T14 紧

贴在陶瓷加热片周围用来监测蒸发侧底面温度。热源和均热板两侧热电偶的分布图如图

4（a）、(b)所示。在传热性能测试过程中，待均热板上所有热电偶温度变化在 5 min 内小
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于 0.3 ℃时认为达到稳态，随后再增加 5 W 进入下一个工况测试，反复循环上述操作直

至蒸发侧温度超过 80 ℃时停止实验。

（a） 冷凝侧热电偶分布示意图 （b） 蒸发侧热源及热电偶分布示意图

图 4 热源与热电偶分布示意图

为模拟电子设备 CPU 和 GPU 的实际运行过程，在超薄异形均热板传热性能测试实

验中共设置两种工况，如表 2 所示，P1、P2分别表示两个热源，工况一为两热源加热功

率相同，初始加热功率均为 0.5 W，当均热板达到热平衡后增大 0.5 W 至 1 W，再次等

待温度稳定，重复此步骤直至蒸发侧温度超过 80 oC。工况二为热源 P1、P2初始功率均

为 1 W，待达到热平衡后，保持热源 P2加热功率为 1 W 恒定，增大热源 P1，每次增幅

为 1 W，直至蒸发侧温度超过 80 oC。

表 1 实验设置工况

工况 工况一（P1=P2） 工况二（P1>P2）

功率（W）

P1 P2 P1 P2

0.5 0.5 1 1

1 1 2 1

1.5 1.5 3 1

2 2 4 1

2.5 2.5 5 1

3 3

1.3 数据处理及不确定度分析

充液率是指工质体积与吸液芯孔隙体积之比，是影响均热板传热性能的关键因素之

一，计算公式为：

l

p

V
V

  （1）

式中，η是充液率；Vl是注入液体体积；Vp是均热板腔体总体积。

因均热板外壳是铜，具有很好的均温性，因此本文中用在热源附近布置的 6 个热电

偶温度平均值来代替热源表面温度：
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热阻值 Rvc计算公式为：
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其中，Q 为加热功率。

实验测量装置在实验开始前都已进行标定，压力传感器的精度为±0.25%。T 型热电

偶精度为±0.10 ℃，直流电源的电压和电流读数精度分别为±1%和±0.50%。均热板热阻

的不确定度根据 Moffat RJ[10]的公式进行计算为 1.69%。

2 实验结果与讨论

2.1 某型号手机原装均热板传热性能测试

为探究本实验设计超薄异形均热板的传热性能，首先对某品牌 2022 年发行的手机

原装均热板在表 2 所示工况下进行传热性能测试，原装均热板表面积为 34.31 cm2，厚度

为 0.42 mm，超薄异形均热板按照原装均热板尺寸进行 1：1 还原。本文主要通过测试和

计算蒸发侧温度以及热阻和均温性对均热板的传热性能进行研究，由于原装均热板已完

全封装，无法改变其充液率，因此在对原装均热板进行传热性能测试时，只以其原装充

液率条件来进行实验，并探究该充液率下均热板的传热性能。

在数据处理过程中为便于分析，传热性能图中所示加热功率均为两热源的总功率。

通常认为表面具有较小温度梯度（即整个表面温度数据分布比较均匀）的均热板均温性

较好。在工况一（热源 P1、P2加热功率相同）时对原装均热板进行传热性能测试，其冷

凝侧均温性如图 5（a）所示，可以发现，在初始加热功率时（两热源加热功率分别为 0.5
W，总功率为 1 W），如图 5（a）中黑色曲线所示，原装均热板均温性较差，这是由于

加热功率较小，工质蒸发较弱蒸汽不足以充满整个蒸汽腔，蒸汽无法均匀铺展在整个冷

凝侧进行冷凝从而释放潜热导致，之后随着加热功率的增大，工质蒸发逐渐增强，蒸汽

逐渐向整个蒸汽腔扩散，在整个冷凝侧进行冷凝放热，因此 T1-T7 点的温度值逐渐接近，

但 T8 点温度较低，导致原装均热板整体均温性较差，这主要有两方面原因，一是由于

该点距离热源较远且内部蒸汽通道狭窄，在蒸汽尚未扩散到此处时已发生冷凝，二是由

于原装均热板壳板材料为不锈钢，其导热系数小。该工况下原装均热板热阻随加热功率

的变化如图 5（b）所示，发现在初始加热功率时其最大热阻超过了 2.8 ℃/W，随着加热

功率增大，热阻呈现逐渐下降的趋势，但始终大于 1 ℃/W，这是因为原装均热板启动方

式为渐变启动，低功率下工质蒸发和回流速度较慢，热量传递以导热为主，因此热阻较

大，随着加热功率增大，蒸发侧温度上升，工质蒸发速度加快，蒸发侧和冷凝侧之间的
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两相循环速率加快，相变传热开始占主导，因此热阻快速降低。

（a）冷凝侧各点均温性 （b）热阻随功率变化

图 5 原装均热板在双热源功率相同时传热性能

在工况二（P1、P2两热源加热功率不同，热源 P2功率恒定为 1 W）时对原装均热板

进行传热性能测试，其冷凝侧均温性如图 6（a）所示，该工况下由于热源 P2加热功率恒

定为 1 W,热源 P1的加热功率在不断增大，导致该处蒸发更为剧烈，对应冷凝侧冷凝速

度更快，因此冷凝侧均温性略有下降，靠近热源 P1 的测点温度略高于靠近热源 P2 的测

点温度。图 6（b）为原装均热板在工况二时热阻随加热功率的变化曲线，发现随着加热

功率增大，热阻逐渐减小，最大热阻为 2.4 ℃/W，最小热阻为 2 ℃/W，整个加热过程中

热阻下降幅度较小，这是由于两热源蒸发速率不同导致冷凝侧冷凝速率不同，从而造成

冷凝热阻增大。

工况一是两个热源同时变化，起始总功率为 1 W(0.5W+0.5W)；工况二是只有热源 1
发生变化，其起始功率也为 1 W。由于本实验中主要比较发生变化的热源功率，因此两

工况在初始加热阶段只保证了发生变化的总加热功率是一致的。

（a）冷凝侧各点均温性 （b）热阻随功率变化

图 6 原装均热板在双热源功率不同时传热性能
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2.2 具有均匀结构吸液芯的均热板传热性能测试

为进一步提升均热板的传热性能，本文设计了两种具有均匀结构吸液芯的均热板，

并分别对其在两类工况条件下进行传热性能测试。如图 7（a）所示为 A 型均热板（具有

3#300 均匀结构吸液芯）在工况一时热阻随加热功率的变化曲线，为获得其最佳传热性

能，在四种充液率下对其进行测试，发现在 50%、60%、70%三种充液率时热阻较大，

但随加热功率的增大总体呈下降趋势。随着加热功率的增加，由于充液率较低，工质回

流量难以满足较大功率下的蒸发需求，因此蒸发侧热量难以传递，导致蒸发侧和冷凝侧

温差增大，因此热阻较大，但 3#300 目丝网具有的优异毛细性能并不会使其液层退缩并

发生局部蒸干，因此三种充液率下热阻总的变化趋势是随着加热功率的增大而减小。但

充液率为 70%的均热板热阻在加热功率 3-5 W 时出现了明显抬升，这主要是因为本实验

段冷凝侧无吸液芯结构，使得工质冷凝后无法快速回流到蒸发侧，从而造成冷凝侧热阻

增大，但随着加热功率的持续增加，冷凝侧积累的工质量增多形成珠状冷凝，依靠重力

回流到蒸发侧，因此热阻呈下降趋势。当增大充液率为 80%时，工质量的增加导致蒸发

强度增大，消除了工质不足对蒸发传热的限制，因此热阻显著降低，因此充液率 80%是

A 型均热板的最佳充液率。

在工况一时具有最佳充液率的 A 型均热板冷凝侧温度分布曲线如图 7（b）所示，在

整个加热过程中冷凝侧最大温差小于 3 ℃，表现出优异的温度均匀性，说明在最佳充液

率时 3#300 丝网的孔隙能较好平衡毛细力与渗透率对流体输运的作用，促进液相工质的

回流，使两相循环持续进行。

（a）热阻随功率变化 （b）冷凝侧各点均温性

图 7 A 型均热板在双热源功率相同时传热性能

在工况二时具有最佳充液率的 A 型均热板（具有 3#300 均匀结构吸液芯）热阻随加

热功率的变化曲线，以及蒸发侧温度分布曲线如图 8（a）和（b）所示，（a）图中充液

率为 40%时，均热板在 2 W 时启动，启动后热阻下降，在 3 W 之后出现局部蒸干现象，

热阻骤然增大，直到 4 W 时完全蒸干，此时集中在冷凝侧的工质在重力作用下回流到蒸

发侧，因此热阻开始下降。但两图变化趋势与工况一时基本相同，这说明当两热源间功

率发生变化时并不会影响其传热性能，因此具有 3#300 目均匀结构吸液芯的 A 型均热板
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对不同工况具有良好的适应性。

（a）热阻随功率变化 （b）冷凝侧各点均温性

图 8 A 型均热板在双热源功率不同时传热性能

在具有 3#300 目均匀结构吸液芯的 A 型均热板研究基础上，为进一步提升均热板

的传热性能，增大丝网目数使用 3#350 目丝网烧结均匀结构吸液芯，并制作 B 型均热板。

并分别对其在两种工况下进行传热性能测试。如图 9（a）所示为 B 型均热板（具有 3#350
均匀结构吸液芯）在工况一时热阻随加热功率的变化曲线，为获得其最佳传热性能，在

五种充液率下对其进行测试，发现 B 型均热板在五种充液率下均有良好的启动性能，但

充液率为 40%、50%、60%时，由于充液率较低，吸液芯中液层较薄，而 3#350 丝网烧

结形成的孔隙毛细半径和渗透率下降，工质回流速度降低，工质回流阻力增加，当加热

功率增大时，蒸发速度加快，部分区域工质蒸发过快而使液层逐渐收缩，薄液膜区减小，

直至出现局部蒸干。因此增大充液率能有效推迟局部蒸干的出现，当增大充液率到 80%
时，B 型均热板具有最小热阻（最佳充液率为 80%）。

在工况一时具有最佳充液率的 B 型均热板冷凝侧温度分布曲线如图 9（b）所示，发

现加热功率增大的过程中测点 T7、T8 与测点 T1~T6 温差逐渐增大，在总功率为 6 W 时

冷凝侧表面温差接近 5 oC，因此认为 B 型均热板的均温性相比 A 型较差（但优于原装均

热板），这主要是由于冷凝侧无吸液芯结构，且 3#350 丝网烧结吸液芯孔隙率方面不占优

势，工质回流相较 A 型困难，随着两相循环的进行，冷凝侧可能会形成膜状凝结，因此

会造成冷凝侧温度均匀性下降。
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（a）热阻随功率变化 （b）冷凝侧各点均温性

图 9 B 型均热板在双热源功率相同时传热性能

在工况二时具有最佳充液率的 B 型均热板（具有 3#350 均匀结构吸液芯）热阻随加

热功率的变化曲线如图 10（a）所示，由于热源 P1 的加热功率在不断增大，40%、50%、

60%、70%四种充液率下都出现了局部蒸干现象。当增大充液率为 80%时，随着热源 P1
的加热功率不断增大，位于该热源上方的冷凝侧区域冷凝速度加快，导致膜状凝结加剧，

因而冷凝侧温差较大，冷凝热阻增大，总热阻急剧上升。该工况条件时具有最佳充液率

的 B 型均热板冷凝侧温度分布曲线如图 10（b）所示，随加热功率的增大膜状凝结加剧，

均温性急剧下降。因此认为具有 3#350 目丝网烧结均匀结构吸液芯的 B 型均热板传热性

能较差，对工况适应性较差。

（a）热阻随功率变化 （b）冷凝侧各点均温性

图 10 B 型均热板在双热源功率不同时传热性能

2.4 具有梯度结构吸液芯的均热板传热性能测试

通过上述实验发现具有 3#300 目丝网烧结均匀结构吸液芯的均热板具有良好的传

热性能，且通过增大丝网目数（增大到 350 目）并不能进一步提升均热板的传热性能，

因此在进一步的实验研究中，设计了由 2 层 250 目丝网和 1 层 350 目丝网烧结的梯度结
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构吸液芯（2#250+1#350），并制作 C 型均热板。

如图 11（a）所示为 C 型均热板（具有 2#250+1#350 梯度结构吸液芯）在工况一时

热阻随加热功率的变化曲线，为获得其最佳传热性能，在五种充液率下对其进行测试，

发现随着功率增大，充液率为 40%、50%、60%时热阻整体呈上升趋势，这是由于工质

量过低时，部分蒸汽在冷凝侧凝结，但由于冷凝侧无吸液芯使其及时回流，而造成整个

吸液芯内工质干涸，因此热阻持续增大。增大充液率为 70%和 80%时，最小热阻小于

0.1 ℃/W，且整个加热过程较为稳定，并且由于充液率为 80%时热阻变化更小，认为此

时为最佳充液率。充液率较高时，即使在冷凝侧有部分工质不能及时回流，但均热板仍

能维持较为稳定的两相循环，并且在两相循环过程中，梯度结构吸液芯中 350 目丝网置

于靠近壳板壁面处，能为工质提供指向壁面的毛细力，使工质紧贴壁面回流，避免了携

带极限的发生，且紧贴壁面回流的工质能避免局部蒸干现象的出现。此外，底层 350 目

丝网更小的孔隙有助于工质的蒸发和气泡的核化，而上层 250 目丝网能为工质提供更大

的渗透率，加速工质回流，减小了蒸发阻力，因此 C 型均热板具有最小的热阻。

在工况一时具有最佳充液率的 C 型均热板冷凝侧温度分布曲线如图 11（b）所示，

发现在整个加热过程中所有测点温度差不超过 3 oC，且最高温度也较低，因此认为梯度

结构吸液芯能更好的平衡毛细力及孔隙率间的作用，从而提升了均热板的传热性能。

（a）热阻随功率变化 （b）冷凝侧各点均温性

图 11 C 型均热板在双热源功率相同时传热性能

在工况二时具有最佳充液率的 C 型均热板（具有 2#250+1#350 均匀结构吸液芯）热

阻随加热功率的变化曲线以及冷凝侧温度分布曲线如图 12（a）和（b）所示，发现具有

梯度结构吸液芯的 C 型均热板在两热源加热功率不同时并不能发挥最好的传热性能，这

同样是由于热源 P1功率持续增大，蒸发和冷凝速率较大，因此其冷凝侧工质积累过多，

膜状凝结将造成冷凝侧温差增大，从而降低均热板的传热性能。
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（a）热阻随功率变化 （b）冷凝侧各点均温性

图 12 C 型均热板在双热源功率不同时传热性能

3 结 论

本文设计并制作了具有均匀结构吸液芯和梯度结构吸液芯的均热板，并开展了不同

充液率和不同加热条件下的均热板传热性能测试，通过与某型号手机原装均热板传热性

能对比，得出以下主要结论：

1）3#300 目丝网烧结吸液芯具有优异的毛细性能，能避免吸液芯内液层退缩和局部

蒸干，在最佳充液率时，吸液芯孔隙能较好平衡毛细力与渗透率间相互作用，表现为加

热功率变化不影响其传热性能，且对不同加热条件具有良好的适应性。

2）3#350 目丝网烧结吸液芯，由于毛细半径和渗透率较小，工质回流受限，造成吸

液芯内液层收缩，薄液膜区减小，容易出现局部蒸干现象，说明单纯增大吸液芯丝网目

数并不能进一步提升均热板的传热性能。

3）2#250+1#350 梯度结构吸液芯能显著提升均热板传热性能。靠近壳板壁面烧结的

大目数丝网（350 目）能为工质提供指向壁面的毛细力，避免了携带极限的发生及局部

蒸干现象的出现，且小孔隙有助于工质的蒸发和气泡的核化。而上层烧结的小目数丝网

（250 目）能为工质提供更大的渗透率，加速工质回流并减小蒸发阻力。相比于 3 层 350

目和 3 层 300 目的均匀结构吸液芯均热板，热阻最大降低了约 40%和 82.7%。

4）冷凝侧无吸液芯结构时，随着两相循环的进行，冷凝侧壁面会形成膜状凝结，

是造成冷凝侧温度均匀性下降的主要原因。
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