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

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

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

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

汗冷却效率越高；孔隙率越大，推力室收缩段冷却效率越高。
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0 前言

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

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

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

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

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

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

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

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

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

的冷却效率在液体火箭发动机上得到了应用。

国内外学者从上世纪中叶就开始了对发汗冷却理论模型的研究，几十年间，对发汗

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

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

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

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

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

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

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

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



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

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

非单调温度分布。

综上所述，国内外学者对发汗冷却做了很多的试验与数值仿真研究，但是对于以金

属编织丝网结构的多孔介质材料为基础的发汗冷却在液体火箭发动机中的流动换热过

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

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

度分布的均匀性，综合性能优秀，具有极高研究意义。

1 数值方法

1.1 孔隙尺度发汗通道物理模型构建

本文选取最为常见的堆叠的平纹金属编织网结构，这是一种对称的编织结构，表面

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

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

为 0.06 mm，金属丝之间均为刚性接触没有形变，如图 1 所示。

（a）单根金属丝示意图 （b）金属丝参数示意图

图 1 单根金属丝编织及金属丝参数示意[16]

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

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

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

图 2 孔隙尺度发汗通道计算域构建

1.2 宏观尺度发汗冷却计算域构建及网格划分

1.2.1 三维计算模型构建及模型求解策略

对于注入式发汗冷却方式下的计算域模型，采用冷却剂通过冷端边界从冷却剂仓进

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

3 所示。



液体火箭发动机的发汗冷却过程是一个复杂的跨尺度流动问题。燃气主流区域为跨

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

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

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

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

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

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

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

10 Mpa 左右，甲烷处于超临界状态，因此不涉及相变模型。

图 3 发汗冷却计算域三维模型

1.2.2 三维计算域网格划分及网格无关性验证

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

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

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

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

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

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

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

一定精度的前提下尽量节约计算资源。

(a)冷却剂仓区域网格 (b)多孔壁面区域网格 （c）推力室主流区域网格

图 4 计算域网格示意图

表 1 不同网格数量的计算性能对比

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



1.3 控制方程

1.3.1 基本控制方程

连续性方程：
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注： miS 为流体质量源项在 t 时刻 ix 坐标的分量。

能量守恒方程：
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为流体黏性应力，

为流体热传导系数， ES 为单位时间外部加给流体的热能源项。

1.3.2 多孔介质渗流方程

多孔介质中的流动模型，是在原有动量方程的源项中叠加一个黏性损失项和惯性损

失项：
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注：黏性阻力系数
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  ， jK 为不同方向的渗透率，

jF 为不同方向惯性损失系数。

1.3.3 多孔介质传热方程

由于本文研究的是液体火箭推力室中的稳态传热过程，并且所应用的多孔介质推力

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

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

1.4 模型验证

本文所计算液体火箭推力室主流区域为复杂跨音速流动，在发汗冷却过程中涉及到

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

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

设置，多孔介质材料为粒径为 90 μm 的烧结不锈钢金属颗粒，定义吹风比

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

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

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



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

性。

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

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

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

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

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

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

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

势仍具有参考价值。

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

2 孔隙尺度发汗通道流动换热结果分析

2.1 不同入口流量对发汗通道换热特性影响

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

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

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

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

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

算域中不设置加热壁面，对发汗通道内的流动状态进行分析。

图 7 计算域截面示意图

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

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



后，在通道出口处受到出口金属丝加热，因此速度有明显的增加。

图9显示了不同冷却剂流量的流体截面的温度变化，可以看出随着发汗剂流量增大，

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

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

际发汗冷却过程中需要更大的供给压力，从而带来更多的能耗。

图 8 有加热壁面发汗通道流体域剖面速度云图

图 9 流体截面温度变化 图 10 发汗流体截面压降变化

2.2 不同通道孔隙率对发汗通道换热特性影响

根据文献[16]中定义参数
f

p

d
k

d
 ，密排情况下平纹编织的孔隙率公式[16]为：

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

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

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

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

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

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

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

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

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

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

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



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

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

3 推力室发汗冷却流动换热特性分析

发汗通道的构建在孔隙尺度表征了发汗过程的内部的对流冷却，接下来从宏观角

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

Profile 为推力室的几何轮廓曲线。

3.1 不同发汗流量推力室温度分布变化规律

本小节设置了六种不同质量流量的甲烷对推力室内壁面进行发汗冷却，计算域中甲

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

孔介质层采用 GH3128 金属编织材料制成，孔隙率均匀分布为 5%。

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

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

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

也始终保持着巨大的压力梯度。

图 12 不同冷却剂流量下推力室内压力分布

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

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

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

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

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

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



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

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

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

有限，一味地提高冷却剂流量不可取。

图 13 不同冷却剂流量推力室内壁温度分布 图 14 发汗冷却效率分布

3.2 不同孔隙率对温度分布的影响

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

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

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

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

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

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

室热端侧偏移，相应地，内壁面冷却剂的质量分数向推力室热端移动。

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

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

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

与推力室内壁的冷却剂质量分数轴向分布呈相同趋势。

根据上文阐述，随着液膜更加充分的铺展，推力室整体发汗传质过程向热端前移。

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

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

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



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

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

4 结 论

先后构建了三种不同尺寸对应不同孔隙率的孔隙尺度的金属丝网发汗通道模型以

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

换热过程，得到的结论如下：

（1）孔隙尺度的发汗通道中冷却剂流量的提升能显著提升通道内流速并降低出口

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

剂的流速越快，温升越大，小孔隙率能更好的提升冷却剂的热输运能力。

（2）在宏观尺度的火箭推力室的发汗冷却计算中，由于推力室巨大的压力梯度使

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

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

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

一定范围，增大冷却剂流量对发汗冷却效率的增益效果有限。

（3）推力室发汗冷却多孔壁面的孔隙率变化主要是通过改变推力室多孔内壁的冷

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

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

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

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

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

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

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

实验测量值进行了比较验证。

关键词：多孔介质 梯度结构 铜反蛋白石 渗透率

0 前言

电子器件正在朝着高性能、小型化和集成化的方向发展，这已经成为现代电子设备

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

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

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

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

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

热管芯之一。

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

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

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

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

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

粒芯和逆芯渗透率的封闭关系式。

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

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

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

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



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

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

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

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

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

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

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

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

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

度孔径铜 IO 的毛细性能以及加快其在电子器件散热中的应用具有重要意义。

1 实验研究

1.1 铜 IO 的制作

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

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

材料；(3) 去除模板以制得反蛋白石结构。

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

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

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

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

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

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

溶液重复上述步骤，以形成具有梯度孔径的微球模板。

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

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

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

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

蚀刻液通过孔隙间的互连通道溶解聚苯乙烯球。最后，用乙醇和去离子水冲洗样品。



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

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

1.2 毛细芯吸实验

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

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

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

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

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

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

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

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

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

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

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

为孔隙率。

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

2 数学物理模型

2.1 物理模型

根据显微镜拍摄的蛋白球图像，蛋白球的排列极其规律。从中提取出两种代表性的

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



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

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

图 4（c）所示。这里假设每两个相邻球的颈径相同。具体模型尺寸见表 1。

表 1 模型尺寸表

BCC: L（µm） FCC: L（µm） dp（µm） l（µm）

0.2 6.78 8.32 6 0.5

0.25 6.7 8.22 6 0.5

0.3 6.6 8.1 6 0.5

0.33 6.5 8.0 6 0.5

0.38 6.4 7.85 6 0.5

0.41 — 7.72 6 0.5

0.45 6.2 7.58 6 0.5

0.47 6.1 — 6 0.5

图 4 （a）面心立方模型；（b）体心立方模型；（c）球径和颈径。

在此基础上，设计出一种简单组合的两层梯形结构，假设不同球径的球体应用模型

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



保持不变。所建立的模型如图 5 所示。

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

域。

2.2 数学模型

在本文的数值研究中，球径保持不变，通过改变模型单元的边长来改变颈径，以此

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

体总体积在 SOLIDWORKS 软件中计算得到。

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

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

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

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

用无滑移条件。整个计算域采用四面体网格类型。

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

解，公式为：

0u  （3）

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

式中 分别为流体的密度、动力粘度、速度和压力，I 是单位张量。

然后利用达西定律确定渗透率，公式如下

in out

LK v
P P




（5）



其中 是入口和出口表面速度的平均值，L 是模型单元的长度， 和 分别是施

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

关性验证，以确认速度和压力计算不受网格元素数量的影响。

3 结果与讨论

3.1 渗透率模拟分析

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

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

件下，两种模型的液体流动特性和渗透率的变化。

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

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

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

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

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

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

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

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

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

（a） （b）

图 6 （a）颈径与孔隙率的关系；（b）孔隙率与渗透率的关系

3.2 渗透率实验分析

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

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

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



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

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

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

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

著影响了毛细上升现象。

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

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

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

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

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

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

模拟值偏低。

在进一步的研究中，考虑到这些影响因素是非常重要的。通过对实验进行进一步改

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

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

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

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

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

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

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



（a） （b）

（c）

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

拟合；（c）实验计算的渗透率和数值模拟的比较

4 结论

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

出以下结论：

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

梯度孔径铜 IO 结构与 FCC 模型更贴近。

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

到 10-13 m2范围内。同时梯度孔径铜 IO 有更大的毛细力。

3、在将计算模型应用于实际设计时，需要建立模拟中使用的理想结构与实际材料

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

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



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

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

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

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

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

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

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

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

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

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

多孔介质中流体流动与传热问题的

研究在工程实际中具有十分重要的意

义。多孔介质是由固体骨架和孔隙构成

的物质[1-7]，其内部流体流动和传热的耦

合过程十分复杂。岩土类多孔介质材料

是由颗粒堆积而成的，其特点是颗粒间

存在摩擦力，并且颗粒间摩擦力的大小

与颗粒的形状、尺寸、以及排列方式有

关，颗粒的直径会影响颗粒之间的接触

关系和填充关系，影响多孔介质内孔隙

的大小，进而对多孔介质内流体的流动

和传热造成影响[8]。颗粒型多孔介质内

的对流换热问题在工业生产、石油炼化、

化工行业等领域具有广泛的应用[9]。

在数值模拟中，对多孔介质中的流

动和传热传质的研究大体可分为宏观、

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

天生的并行特性、边界条件处理相对简

单，既有分析分子运动细节的优势，又

有假设条件较少的特性[10]，有学者用格

子 Boltzmann 方法模拟扁椭球颗粒填筑

体中的水流运动，发现颗粒三维尺寸之

间的比值对于颗粒的排列结果及渗透张

量的各向异性程度都有显著影响[11]，并

且证明了格子 Boltzmann 方法在模拟实

际问题时具备较好的准确性和稳定性

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

开展了多孔介质内的格子 Boltzmann 三

维模拟，并验证了该方法满足达西定律，

且进一步分析了孔隙率与渗透率之间的

关系。

Yoshino 和 Inamuro[13] 采 用 格 子

Boltzmann 方法模拟了三维多孔介质内

的流动和传热问题，得到了不同雷诺数

下 的 流 动 特 性 和 密 度 分 布 。

Ezzatabadipour 和 Zahed[14] 采 用 格 子

Boltzmann 方法模拟了随机椭圆多孔介

质中的流体流动，并且对不同曲率的椭

圆在不同孔隙率与纵横比的情况下进行

了速度场的模拟对比，结果表明，在高

孔隙率（大于 0.8）时，流线的迂曲度和

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

充多孔介质通道中非牛顿流体的流动和

传热进行模拟，为了在两平板间生成多

孔介质，使用了 4×4 的圆形障碍物，研

究了不同雷诺数下流体流场和温度场的

变化情况，结果表明，与没有多孔介质

的通道相比，在通道中增加多孔介质会

提高传热性能，并且通道内的平均努塞

尔数也会升高。

Gharibi等[16]用格子Boltzmann方法

模拟由球体或圆柱体颗粒组成的三维多

孔介质中的流体流动，研究了孔隙率、

颗粒大小和形状以及多孔介质结构对渗

透率和阻力系数的影响，结果表明，该

模型在确定阻力方面是准确的，该模型

可以准确预测由球体或圆柱体颗粒形成

的多孔介质中的渗透率，并且与反弹方

案相比，该模型显示了更准确的结果和

更少的粘度依赖性。Lee 等[17]研究了圆

形颗粒填充的多孔介质中高孔隙率下的

两相界面摩擦模型对颗粒床热通量的影

响，通过 Ergun 方程对圆形颗粒填充床

中固相和液相之间的摩擦进行建模，提

出了高孔隙率下的界面摩擦，并对其余

摩擦项进行了相应的修改。Yan 等[18]采

用格子 Boltzmann 方法结合浸没边界法

模拟了圆柱体周围的涡流脱落现象，实

现了具有隐式速度校正的浸没边界格子

Boltzmann 通量求解器，模拟了单个圆



柱周围的涡流脱落现象，并且用不同间

距比和两种排列方式模拟了流体流经两

个固定圆柱体时的涡流脱落现象，显示

了涡流的瞬时轮廓用来说明涡旋脱落，

并给出了阻力系数、升力系数和

Strouhal 数。

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

法用于通道内方柱绕流的比较研究，与

传统的 N-S 方程获得的数值模拟结果进

行了对比，反弹边界条件在计算时间上

比浸没边界法更高效，但浸没边界法的

计算精度更高。Suzuki 等[20]采用浸没边

界热格子 Boltzmann 方法对两相流动特

性中固-液和固-固相互作用进行数值模

拟，构建了由热负荷加热的管道中的冰

浆流的简化模型，研究了颗粒直径和雷

诺数对冷流体冷却性能的影响，并且考

虑了排斥模型和粘附模型两种固-固相

互作用模型，进行了对比分析，用来评

估相互作用对冰浆流冷却性能的影响。

Tao 等 [21]通过简化的浸没边界格子

Boltzmann 方法对复杂热流进行模拟，

通过校正分布函数来实现无滑移边界条

件和恒温边界条件，减少了需要修改的

分布函数的数量，大大减少了该方法的

计算负荷，并且通过热圆柱体流动、顶

盖驱动流中的混合对流以及颗粒在长通

道中的沉积等经典案例验证了该方法的

准确性和稳定性。

综上所述，前人对颗粒型多孔介质

内流动传热特性的研究，主要关注颗粒

直径对多孔介质内流体流动的影响，采

用格子 Boltzmann 方法对多孔介质内固

相颗粒特征对流体流动传热影响的研究

还不充分，对于固相颗粒的边界处理方

式还比较简单。本文通过采用格子

Boltzmann 方法对不同固相颗粒直径多

孔介质内的流动和传热进行模拟，结合

浸没边界法对曲面边界进行处理，

获得不同颗粒特征参数时流场特性、升

力系数极差图、时均阻力系数图、温度

场特性等，进而深入分析不同固相颗粒

直径对多孔介质内流动传热的影响。

1 浸没边界-格子 Boltzmann 法

1.1 格子 Boltzmann 方法

格子 Boltzmann 方法是一种介观模

拟方法，通过简单的碰撞和迁移模型对

流体的宏观流动进行模拟，和传统模拟

方法相比，格子 Boltzmann 方法具有程

序简单、复杂边界条件处理简单、并行

特 性 好 等 优 点 ， 不 可 压 热 格 子

Boltzmann 方程如下
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式中：fi为密度分布函数；τf为速度场无

量纲弛豫时间；xα为离散的空间；i 为离

散的速度空间；t 为离散的时间；gi为温

度分布函数；τg 为无量纲内能弛豫时间；

fieq 和 gieq 为对应的平衡态分布函数，表

达式如下
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式中：ρ为流体宏观密度；ωi为权系数；

ei为离散速度；u 为流体局部平衡速度；

T 为流体温度。

流体的宏观密度、宏观速度和宏观

温度如下
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本文采用 D2Q9 模型，如图 1 所示，

在二维模型中，粒子有 9 个离散速度，

D2Q9 模型的速度配置如下

0 1 0 1 0 1 1 1 1
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 （6）

式中：c=δx/δt，其中δx 为网格步长，δt

为时间步长，并且 x 方向和 y 方向上的

网格步长通常相等，即δx=δy。

图 1 D2Q9 模型图

Fig.1 D2Q9 model drawing

1.2 浸没边界法

本文采用浸没边界法对曲面边界

进行处理，结合了 Feng 等[22]提出的对

密度分布函数的处理方式，在格子

Boltzmann 方程的右端附加外力项，对

含外力项的格子 Boltzmann-BGK 方程

进行离散得到如下式
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式中：Fi为曲面边界处的离散力源项；

Gi为温度分布函数热源项。

拉格朗日网格边界点的速度和温

度如下形式
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式中：x 为欧拉网格点；Xl 为拉格朗日

节点。

方程（7）和（8）中的离散力源项

和热源项可由下式求得
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式中：fe为外部体积力；ge为外部热通

量；fb和 gb 分别为曲面边界作用在流场

上的力密度和热密度，由下式求得
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  （13）
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式中：δ(x-Xl)为联系欧拉点和拉格朗日

点的狄拉克函数。

将方程（13）和（14）进行离散，

得到其离散形式

,
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式中：D(x-Xl)为一个逼近狄拉克函数的

脉冲函数，形式如下
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式中：h=dx。
2 数值方法验证与分析

2.1 流场验证

圆柱绕流问题是一个典型的曲面边

界问题，常用来作为曲边边界处理格式

的校核算例，本文将通过单圆柱绕流对

格子 Boltzmann 流场和温度场程序进行

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

为 100D×20D，圆柱中心和上游入口的

距离为 20D，距通道下壁面 10D，本文

中圆柱直径取 D=10 ，来流速度取

Um=0.1，雷诺数取 Re=100。

图 2 圆柱绕流模型图

Fig 2 The diagram cylindrical flow model

在通道入口处采用非平衡态反弹格

式，在通道出口处采用充分发展边界条

件，在通道的上下边界处采用反弹边界

条件来实现无滑移边界，在圆柱边界处

采用浸没边界法。

升力系数 Cl 和阻力系数 Cd 是圆柱

绕流中两个重要的典型参数，表达式如

下
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式中：Fl为圆柱所受的升力；Fd为圆柱

所受的阻力；ρ为流体密度；Um 为通道

入口流体速度。

本文模拟的结果与以往文献 [23]结

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

察到在圆柱上下两侧有自旋方向不同的

涡周期性脱落，在圆柱后方形成著名的

卡门涡街现象，并且本文模拟的圆柱绕

流涡的脱落周期与图 3(b)文献的涡脱落

周期相同。圆柱绕流的升力系数和阻力

系数随循环时间的变化如图 4 所示，其

中无量纲时间 tU/D 作为 x 轴，升力系数

Cl 和阻力系数 Cd 作为 y 轴，可以明显

地观察到升力系数和阻力系数随循环时

间演化呈周期性变化，即升力阻力系数

曲线随着循环时间稳定发展，与文献结

果较为符合。

(a) 本文模拟涡量图

(b) 文献涡量图[23]

图 3 Re=100 时的涡量图

Fig 3 Vorticity diagram when Re=100

图 4 升力系数和阻力系数随循坏时间的变化

Fig 4 Lift coefficient and drag coefficient change

with cycle time

表 1 为本文圆柱绕流模拟结果与以



往文献的研究结果比较。为了确保本文

升力系数和阻力系数的准确，选取了四

组不同研究人员的研究成果进行对比分

析，结果表明，本文的模拟结果与文献

模拟结果相近，本文与 Yan 等[23]均采用

格子 Boltzmann 方法进行模拟，并且在

圆柱边界处均采用浸没边界法进行处

理，所以本文与 Yan 等[23]的模拟结果最

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

本文的模拟结果相比略大，但相对误差

不超过 2%，可以保证本文采用格子

Boltzmann 方法结合浸没边界法模拟圆

柱绕流结果较为精准。

表 1 Re=100 时圆柱的升力系数和阻力系数

Table 1 Lift coefficient and drag coefficient of

cylinder when Re=100

数值模拟
阻力系数

(Cd)

升力系数

(Cl)

Yan et al. [23] 1.387±0.010 ±0.340

Braza et

al.[24]
1.364±0.015 ±0.250

Liu et al.[25] 1.350±0.012 ±0.339

Ding et al.[26] 1.356±0.010 ±0.287

本文模拟 1.389±0.010 ±0.330

2.2 温度场验证

本文采用热圆柱绕流案例对结合浸

没边界法的换热程序进行验证，本文的

热圆柱绕流模型图如图 5 所示，模拟区

域为 40D×30D，圆柱中心位置坐标为

(10D,15D)，圆柱直径 D=10，来流速度

Um=0.1，初始温度 T0=0，圆柱初始温度

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

图 5 热圆柱绕流模型图

Fig 5 Hot cylinder flow model diagram

普朗特数用于表征流体的对流换

热过程受流体物理性质的影响情况，其

定义如下

PCPr 


 （21）

式中：μ为流体的动力粘度，CP 为等压

比热容，κ为流体的热导率。

本文模拟的温度场云图与文献[27]对比

图如图 6 所示。图 6(a)为本文模拟的温

度场云图，从图中可以观察到，圆柱上

游的等温线比较密集，主要是受到入口

流体的影响，使得圆柱上游温度梯度较

大，圆柱下游的等温线比较稀疏，温度

梯度较小，并且可以观察到较厚的温度

边界层，与参考文献[27]所提供的温度场

云图相比比较吻合，说明本文采用的浸

没边界法对圆柱曲面边界进行处理较为

精确，保证了本文的单圆柱传热程序的

稳定性和准确性。



(a) 本文温度场云图

(b) 文献温度场云图[27]

图 6 单圆柱绕流温度场云图对比图

Fig 6 Comparison of cloud image of temperature

field around a single cylinder flow

3 结果与分析

本文的圆形颗粒规则排列多孔介

质通道模型图如图 7 所示。流体由通道

左侧流入，流经多孔介质区后经右侧流

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

的影响进行研究分析，并设定模拟区域

为 L×H=354×204，多孔介质颗粒直径为

D，颗粒中心距 S=32，通道入口处流体

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

多孔介质颗粒进行编号，如图所示，编

号为 N=1~60。

图 7 圆形颗粒规则排列多孔介质通道

Fig 7 Circular particles are arranged regularly in

porous media channels

3.1 流场分析

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

粒后流体出现绕流现象，这是由于固相

颗粒直径较小，颗粒间距较大，颗粒间

的相互影响较小，所以流体在流经固相

颗粒时会发生绕流现象，但是由于颗粒

间距还不够大，不能观察到有明显的涡

脱落，并且在多孔介质内孔喉位置出现

不连续的流体高速区。由图 8(b)可以看

出，D=12 时颗粒后的绕流现象明显减

弱，仅在通道后半部能观察到有绕流现

象的出现，孔隙流速有了明显的增大，

并且在不发生绕流的区域其孔隙流速是

连续的，与 D=8 时出现明显不同。当颗

粒直径 D=16 时，孔隙流速达到最大值，

颗粒后的绕流现象仅在最后两列颗粒后

能观察到，说明随着颗粒直径的增加，

颗粒间的相互影响程度增加，流体水平

流过颗粒间隙，仅有少量流体流过颗粒

后区域，因此在颗粒后方出现低速区。

当颗粒直径 D=20 时，孔隙流速开始出

现衰减现象，流体与前排颗粒发生碰撞，

形成与来流方向相反的流体，降低了来

流流体的流速，流体进入孔隙的初始流



速降低，此时固相颗粒对流体的抑制作

用开始增大，并且随着颗粒直径的继续

增大，固相颗粒对流体的阻碍程度就越

大，孔隙流速又会减小，当颗粒直径

D=28 时，孔隙流速已经低于初始来流

流速，不利于流体在多孔介质内进行流

动。

(a)D=8

(b) D=12

(c) D=16

(d) D=20

(e) D=24

(f) D=28

图 8 不同固相颗粒直径时的流场云图

Fig 8 Flow field cloud image with different solid

particle diameters

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

由图 9(a)可以观察到，固相颗粒直径

D=8 时，前列颗粒后出现一大一小两个

涡，第二列颗粒后出现单个小涡，这种

涡通常会出现在障碍物后方流体不能进

行有效横向流动的区域，在流线图中可

以看出流体绕着颗粒向后流动，这也解

释了图 9(a)中出现的绕流现象，并且在

相邻两行固相颗粒的孔喉处流线较为密



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

定，流线绕流颗粒情况减弱，可以观察

到稳定区域的颗粒后均形成了涡，在通

道后端的绕流区颗粒后出现不规律的

涡，这是由于受到绕流的影响，流线路

径较为复杂，颗粒后涡的形成变得不规

律。随着颗粒直径的增大，流体绕流现

象减弱，流线路径趋近于横向流动，但

颗粒后形成的涡对流体流动是有害的，

会使流线路径变得更加曲折。随着固相

颗粒直径继续增大，多孔介质区的孔隙

率降低，多孔介质对流体的阻碍程度大

于对孔隙流速由于孔道截面减小而增大

的促进作用，颗粒间隙流线较少，不利

于流体在其中进行流动。

(a)D=8

(b) D=12

(c) D=16

(d) D=20

(e) D=24

(f) D=28

图 9 不同颗粒直径时的流线图

Fig 9 Flow diagram for different particle

diameters

当流体流经圆形颗粒时，在圆形上

会产生交变作用力，这种作用力会引起



柱体的震动以及柱体材料的疲劳，会对

柱体的结构造成破坏，因此需要分析固

相颗粒直径对圆形升力系数和阻力系数

的影响规律，本文引入升力系数极差值

Cl_sub和时均阻力系数 Cd_mean，其定义如

下：

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

变化时的升力系数；Cd_h为稳态发展并

且呈现周期性变化时的阻力系数；ts 为

阻力系数呈现周期性变化的循环时间；

ts,max为阻力系数呈现周期性变化的最大

循环时间。

图 10 为不同多孔介质固相颗粒直

径下通道内各颗粒升力系数极差图和时

均阻力系数对比图。由图 10(a)可知，当

固相颗粒直径 D=8 时，每行颗粒的升力

系数极差值沿着流动方向逐渐增大，并

且后几列颗粒出现异常的波动现象，这

是由于流体在流经固相颗粒时发生了绕

流现象，通道后端各颗粒的升力系数波

动较大，对颗粒造成的损坏较严重，不

同位置的颗粒升力系数存在着差异。

D=12 时每行颗粒的升力系数极差值沿

着流动方向的变化趋势趋于稳定状态，

仅中间两行颗粒出现一次极差值的波

动，并且各颗粒的升力系数极差值总体

小于 D=8 时的极差值，这说明随着颗粒

直径的增大，颗粒的升力系数趋近于稳

定，颗粒升力系数的极差值在减小，颗

粒受到的交变作用力在减小。D=16 时

每行颗粒的升力系数极差值沿着流动方

向处于稳定增大的趋势，并且通道内各

颗粒的升力系数极差值总体减小，但最

后一列颗粒的升力系数极差值明显比其

它颗粒直径时的值大，这说明 D=16 时

最后一列颗粒出现更剧烈的涡脱落现

象，这是由于孔隙流速较大，最后一列

颗粒受到的交变作用力变大，所以导致

升力系数极差值明显增大。D=20 时孔

隙流速开始变小，多孔介质内的绕流现

象不明显，各颗粒的升力系数极差值明

显变小，颗粒受到的交变作用力变小，

颗粒状态较为稳定。D=24、28 时各颗

粒的升力系数极差值为零，说明各颗粒

不受到交变作用力，仅受到方向不变的

单一作用力，颗粒的结构更为稳定。

图 10(b)为各颗粒的时均阻力系数

图，由于固相颗粒直径 D=8、12 时的阻

力系数变化较为复杂，因此拆分成图

10(c)和图 10(d)两幅图分别进行分析，

由图 10(c)可知，固相颗粒直径 D=8 时

颗粒受到流体绕流的影响，颗粒间隙存

在不连续的高速流体区，不同位置颗粒

受到的阻力不同，因此不同位置颗粒的

时均阻力系数差异较大，D=12 时颗粒

受到绕流的影响减小，每行颗粒的时均

阻力系数沿着流动方向呈现先减小后增

大规律，这是因为前列颗粒受到来流流

体的直接冲刷，产生了较大的阻力，而

流体在流经前列颗粒后，会在前列颗粒

后形成低压区，使得后列颗粒受到的压

力减小，因此会出现每行颗粒的时均阻

力系数沿着流动方向减小的现象，而通

道后半部颗粒存在着绕流现象，绕流流

体脱离颗粒后会对颗粒产生一个曳力，

使得通道后半部颗粒的时均阻力系数增

大，因此会出现每行颗粒的时均阻力系

数沿着流动方向先减小后增大的现象。

当 D=16 时仅在后两列颗粒后存在绕流

现象，因此每行颗粒的时均阻力系数沿

着流动方向逐渐减小，仅在后两列颗粒

时均阻力系数增大。由图 10(d)可知，当



通道内不存在绕流现象时，每行颗粒的

时均阻力系数沿着流动方向呈现逐渐减

小的规律，并且随着固相颗粒直径的增

大，前列颗粒对流体的阻碍程度增大，

前列颗粒受到的阻力也增大，因此可以

观察到，随着颗粒直径的增大，各颗粒

的时均阻力系数增大，但由于颗粒直径

D=24、28 时通道后半部孔隙流速较小，

因此 D=24、28 时后四列颗粒的时均阻

力系数小于 D=8、12、16、20 时的时均

阻力系数。

(a)各颗粒的升力系数极差图

(b)各颗粒的时均阻力系数图

(c) D=8、12、16 时各颗粒的时均阻力系数图

(d) D=16、20、24、28 时各颗粒的时均阻力系

数图

图 10 不同多孔介质固相颗粒直径下通道内各

颗粒升力系数极差图和时均阻力系数对比图

Fig 10 Comparison of lift coefficient range and

time-mean drag coefficient of each particle in the

channel with different solid particle diameters in

porous media

3.2 温度场分析

不同固相颗粒直径时的温度场云

图如图 11 所示。由图 11(a)可以看出，

当颗粒直径 D=8 时流体在通道前半部

的温度较低，流体经过与颗粒充分地交

换热量后，温度逐渐升高，由于颗粒直

径较小，流体与颗粒间的换热面积较小，

因此流体与颗粒间的换热效果较差，靠



近壁面处流体的温度较低，壁面与颗粒

间形成一条低温带。当颗粒直径 D=12
时颗粒的换热面积增加，颗粒间孔隙流

速增大，但流体在通道前半部的温度仍

较低，流体与颗粒充分换热后，在通道

尾部仍没有吸收足够的热量。当颗粒直

径 D=16 时，颗粒行间隙变窄，颗粒间

孔隙流速达到最大值，流体与颗粒间的

换热效率较高，流体与固相颗粒进行充

分地换热。当颗粒直径 D=20 时，流体

与固相颗粒间的接触面积继续增大，颗

粒间距变小，通道后半部颗粒间流体的

温度较高，形成了一片高温带，流体的

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

的热量，但颗粒孔隙流速衰减程度大，

颗粒间距过小，对流体的阻碍程度较大。

(a)D=8

(b) D=12

(c)D=16

(d) D=20

(e)D=24

(f) D=28

图 11 不同固相颗粒直径时的温度场云图

Fig 11 Cloud image of temperature field at different

solid particle diameters

不同固相颗粒直径时的温度等值线

图如图 12 所示。由图 12(a)可以看出，



当颗粒直径 D=8 时流体沿着流动方向

的温度梯度较小，流体与颗粒间的换热

效果较差，颗粒间隙流体的最高温度仅

为 0.85。当颗粒直径 D=12 时，流体沿

着流动方向的温度梯度增大，流体与颗

粒间的换热程度增强，通道末端流体的

温度与颗粒温度相近，流体温度达到

0.95，当颗粒直径 D=16、20 时，流体

与颗粒间充分换热后，流体的温度接近

1.0，（通道后半部没有等温线的区域温

度接近 1.0），说明流体已经吸收了充足

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

间距较小，通过多孔介质的体积流量减

少。

(a)D=8

(b) D=12

(c)D=16

(d) D=20

(e)D=24

(f) D=28

图 12 不同固相颗粒直径时的温度等值线图

Fig 12 Temperature contour map at different solid

particle diameters

不同固相颗粒直径时的各列颗粒间

隙流体平均温度对比图如图 13 所示。由



图可知，流体的温度沿着流动方向逐渐

升高，颗粒直径越大各列颗粒间隙流体

的温度就越高，由于通道壁面附近温度

较低，因此平均温度略有降低，流体与

第一列颗粒的温差最大，随后流体沿着

流动方向的温度变化逐渐变缓。随着颗

粒直径的增大，流体与颗粒间的换热效

果增强，通道壁面附近低温带变窄，流

体的平均温度升高。当固相颗粒直径

D=24、28 时，流体与前列颗粒进行换

热后，流体的平均温度就达到了 0.9 左

右，并且第二列颗粒后的温度曲线接近

重合。

图 13 不同固相颗粒直径时的各列颗粒间隙流

体平均温度对比图

Fig 13 Comparison diagram of mean fluid

temperature in the intergranular space of

different columns with different solid particle

diameters

4 结 论

本文采用格子Boltzmann方法对多

孔介质内不同固相颗粒直径对流体流动

和传热的影响进行模拟研究，分析了不

同固相颗粒直径对流场和温度场的影响

规律。主要内容如下：

（1）采用格子 Boltzmann 方法对多

孔介质内的流动传热情况进行模拟，在

圆形固相颗粒边界处采用浸没边界法进

行处理，提高了计算精度。

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

流动的影响情况，颗粒直径较小时流体

会出现绕流现象，在多孔介质内孔喉位

置出现不连续的流体高速区，颗粒升力

系数极差值和时均阻力系数的波动较

大，颗粒受到的交变作用力和阻力较大，

随着颗粒直径的增大，绕流现象逐渐减

弱，固相颗粒对流体的阻碍程度增大，

流体进入多孔介质的初始流速降低，颗

粒孔隙流速呈现先增大后减小的规律，

颗粒受到的交变作用力和阻力同样呈现

先增大后减小的规律。

（3）分析了六种颗粒直径对多孔介

质内流体传热的影响情况，颗粒直径较

小时，流体与颗粒间的接触面积较小，

流体在通道前半部的温度较低，流体与

颗粒间的换热效果较差，随着颗粒直径

的增大，流体与颗粒间的换热效率提高，

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

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

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

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

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

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

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

影响也小。

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

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

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

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

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

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

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

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

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

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

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

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

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

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

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

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

部分填充多孔介质通道内流体流动及传热传质

现象在自然界和工程实际中普遍存在[1-4]，如石油开

采、地热工程、水土保持、热交换器、太阳能集热

器、核废料处置等。在多孔介质-自由流耦合通道内，

流体通过界面在两个区域间进行对流换热和热质扩

散，界面效应的影响是不可忽略的，对其内部复杂

界面条件的研究具有重要意义，成为许多研究者关

注的对象。

Beavers 和 Joseph[5]在 1967 年采用实验研究方

法首先发现了在多孔介质-自由流界面处存在速度

滑移现象，并提出了界面处速度滑移的数学表达式

（简称 B-J 模型），利用无量纲速度滑移系数α处理

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

行平板通道内流体流动特性，发现在考虑多孔介质

表面滑移速度模型下层流区的实验结果与理论预测

吻合得很好，进一步验证了所得速度滑移边界条件

的正确性。Talor[8]和 Richardson[9]在对速度滑移现象

研究时认为速度滑移系数α不仅与多孔介质结构有

关，还与多孔介质流动通道高度有关。Kroker 等[10]

采用多分辨率任意多项混沌展开式研究了耦合

Stokes–Darcy 流问题。Hsu 和 Cheng[11]给出了半无

限大多孔介质上共轭 Couette 流动的摄动近似解析

解，通过与 B-J 模型比较得到了滑移系数的显式解

析表达式。Sahraoui 和 Kavian[12]在对多孔介质界面

滑移与无滑移速度边界条件研究时发现速度滑移系

数α不仅是多孔介质结构的函数，而且与流体流动

方向、雷诺数及流动区域范围等有关。Bars 和

Worster[13]对 B-J 实验通道内的泊松流进行了数值研

究，发现利用体积平均法对界面区域进行计算的结

果与 B-J 的实验结果吻合很好。Chandesris 等[14]研

究了可渗透体上的单相 Poiseuille 流动，在多孔介质

区和自由流体区之间引入了一个具有快速变化特性

的非均质过渡区，导出了在多孔介质与多孔介质界

面处必须适用的边界条件并与 B-J 模型所得结果进

行了比较。He 等[15]在多孔介质区采用 Darcy 模型，

在多孔介质区与自由流体区界面处采用 B-J 界面条

件，进一步分析了 B-J 模型的适用性。Yang 等[16]

在界面处采用 B-J 速度滑移模型，分析了局部非热

平衡(LTNE)条件下多孔流体界面的热条件，得到了

多孔介质通道内各区域速度分布、温度分布以及努

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

型对下侧施加均匀热流，上侧绝热的部分填充多孔

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

Nu=5.385 。 Mahmoudi 等 [18] 采用局部非热平衡

(LTNE）法分析了部分填充多孔介质材料通道内强

化换热问题，并检验了局部热平衡（LTE）法的有

效性，发现当多孔层填充厚度较小时局部热平衡模

型有效，但随着多孔层厚度的增加，局部热平衡模

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

孔介质通道进行研究，获得了多孔介质通道内温度

分布、努塞尔数以及局部和总熵生成速率，分析了

温度场和努塞尔数的变化。Yang 和 Vafai[20]采用局

部非热平衡法，分析了通道内的温度变化，研究了

完全填充多孔介质的通道内的传热过程，以及内部

产生的热量。

以上研究中虽有学者对界面速度滑移现象以及

换热性能进行研究，但在研究速度滑移模型时均未

考虑非对称多孔介质通道内的流体流动及换热问

题，且未发现采用局部非热平衡法并结合 B-J 界面

条件对非对称多孔介质填充通道内的流体换热进行

研究。本文考虑非对称通道内流体流动及换热问题，

采用 B-J 速度滑移模型，并采用局部非热平衡发，

对底部部分填充多孔介质非对称平行平板通道内的

流动换热现象进行理论研究，得到速度分布、温度

分布及努塞尔数的精确解析解，进一步分析速度滑

移系数α、达西数 Da、毕渥数 Bi、导热系数比 K、

多孔层填充厚度γ等对流体流动和换热性能的影响，

并与采用局部热平衡模型下的结果进行比较。

1 物理模型及其假设

本文所研究的物理模型为底部填充多孔介质层

的非对称平行平板通道，如图 1 所示。上层为自由

流体区域，下层为多孔介质区域，二者相交处为界

面，上下层均受非渗透性固体壁面边界条件的限制。

通道上平板绝热，下平板加以均匀的热流密度 wq ，

通道总高度设为 H，多孔层厚度为γH（γ取值范围

为 0 到 1）。假设流经此模型时的流体状态为不可

压缩层流，流动换热处于充分发展段，多孔层特性



为各向同性，渗透率和流体导热系数等物理参数为

常数，在界面处采用 Beavers 和 Joseph[5]所提出的

B-J 速度滑移模型。

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

2 数学模型及解析解
2.1 数学模型

假定通道内流体运动状态为水平压力梯度

xp d/d 驱动的充分发展的层流状态。考虑 B-J 速度

滑移模型时，多孔层内流体运动符合 Darcy 定律，

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

内自由流体区内的流体速度， f 为流体动力粘度，

k 为多孔介质渗透率。

采用局部非热平衡（LTNE）模型，将多孔介质

区内流体和固体骨架区别对待，分别建立能量平衡

关系式[20]，则多孔介质区内流体相和固体相能量方

程分别为：
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自由流体区能量方程为：
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式中： f1T 为多孔介质区流体相温度， sT 为多

孔介质区固体相温度， f2T 为自由流体区温度， fk 为

流体的导热系数， efk 和 esk 分别为多孔介质区流体

有效导热系数和固体骨架有效导热系数， sfh 为流体

与固体间的表面对流换热系数， sf 为多孔介质比

表面积，  为流体密度， pc 为定压比热容。

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

其影响因素与自由流体区高度、流体流动方向、雷

诺数、多孔介质材料等有关， iu 为多孔介质区与自

由流体区界面处的流体速度。

由 于 流 动 换 热 处 于 充 分 发 展 段 ， 所 以

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

为简化计算，研究一般性规律，引入以下无量

纲变量[19]，从而将方程进行无量纲化。
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2.2 无量纲速度解

对通道内的流体运动方程公式（1）和（2）无

量纲化，得到多孔介质区和自由流体区无量纲运动

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

自由流体区 界面H

绝热

y
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求得通道内平均速度为：
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2.3 无量纲温度解

多孔介质区流体相和固体相无量纲能量方程

为：
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自由流体区无量纲能量方程为：
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式中，Bi 为毕渥数，θ为无因次温度。

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

努塞尔数 Nu 表征了对流换热的强弱程度，对

于通道高度为 H，下侧施加均匀热流 wq ，上侧绝热

的部分填充多孔介质通道，其 Nu 数可根据下式计

算[19]：
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式中 m 为通道内无量纲平均温度：

m

3210

m

0

1
f2f2f1f1

m

dd

U
IIII

U

YUYU






 





 （35）

其中：
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2.5 局部热平衡模型

采用局部热平衡法，多孔介质区内流体相和固

体相温度相等 sf1 TT  ，通道内多孔介质区和自由流

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

3 解析解模型验证

为了验证本文局部非热平衡模型计算结果的正

确性，我们重复了 Yang 和 Vafai[20]的工作，采用局

部非热平衡模型对上下壁面施加均匀热流完全填充

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

热系数比 K<0.1 范围内 Nu 数变化曲线近似为一条

直线，但当导热系数比 K>0.1 之后 Nu 数迅速增加，

表明在较低导热系数比范围内 Nu 受导热系数比的

影响近似忽略不计，在较大导热系数比下的 Nu 数

受导热系数比的影响较大，所得 Nu 数变化曲线同

Yang 和 Vafai[20]结果吻合。此外，当平板下侧施加

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

Nu 数相等，证明了本文采用局部非热平衡模型计算

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

of the literature

4 计算结果分析与讨论
4.1 速度场分析

图 3 给出的是多孔层厚度γ=0.5，Da=10-3，不

同速度滑移系数α情况下多孔介质-自由流耦合通道

内流体速度分布。由图可以看出，当多孔介质区内

采用Darcy模型并在界面处应用Beavers和 Joseph[5]

所提出的 B-J 速度滑移模型时，在多孔介质层的上

下界面处（Y=0 及 Y=0.5）均出现了速度不连续现

象[5,16]，在与自由流体区接触界面处速度未连续，

与多孔介质接触的非渗透性固体壁面处速度不为

0。在速度滑移系数较小（α=0.1）时，速度不连续

现象十分明显，当α值逐渐增大时，自由流体区界



面处速度逐渐减小且减小幅度较大，而多孔介质区

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

速度相互接近，速度不连续现象逐渐减弱。此外，

较大速度滑移系数α下的各区域速度分布曲线相互

接近，表明在较大速度滑移系数下，速度滑移系数

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

图 4 为多孔层厚度γ=0.5，速度滑移系数α分别

为 0.1 和 4 时不同 Da 数下的速度分布曲线。由图可

知，在不同 Da 数下的速度分布曲线中，Da=10-2 时

界面处速度不连续现象最为明显，当 Da 数从 10-2

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

内流体运动曲线逐渐接近非渗透壁面内的对称抛物

线，从而造成界面处速度不连续现象逐渐减弱。在

图 4（a）中，当速度滑移系数较小（α=0.1）时，

各 Da 数下的多孔介质区速度较小，而自由流体区

界面处速度较大，界面处速度不连续现象较为明显。

在图 4（b）中，在速度滑移系数较大（α=4）时，

多孔介质区速度增加，自由流体区界面处速度逐渐

减小，界面处速度不连续现象逐渐减弱，尤其是在

较小 Da 数（如 Da=10-5）时自由流体区界面处速度

和多孔介质区速度分布曲线近似重合连接，此时速

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

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

4.2 温度场分析

本文温度场分析中，多孔介质区内流体相温度

变化曲线用虚线表示，固体相温度变化曲线用实线

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

分布曲线。由图可知，Da=10-3 和 10-5 时，当采用

LTNE 模型，对多孔介质区内固体相和流体相温度

区别对待时，多孔介质区内流体相和固体相温度分

布曲线有所区别。多孔介质区内固相温度变化近似

为一条直线，不同速度滑移系数α下的固相温度分

布曲线相互接近，说明速度滑移系数对多孔介质区

固相温度影响很小，近似忽略不计，而多孔介质区

内流体相温度变化曲线与固体相不同，为一条曲线，

流体相温度变化范围大于固体相，且随速度滑移系

数α的增大（ 41.0  ），多孔介质区内流固两相温

差逐渐增大，但增大程度较小，特别是较大α下，

对局部非热平衡程度影响可以忽略。自由流体区流

体相温度曲线在各速度滑移系数α下彼此接近，特

别是较大α下的温度曲线更是几乎重合。此外，对



比 Da=10-3 和 Da=10-5 时的温度变化曲线可知，当

Da 数较小（Da=10-5）时，即多孔介质渗透率较小

时，不同速度滑移系数下的多孔介质区内固液两相

温度分布曲线差距明显减小，局部非热平衡程度减

弱，说明多孔介质渗透率降低会使多孔介质区内温

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

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

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

Fig.6 Effect of porous layer filling thickness on

temperature distribution under different α

图 6 给出的是 Da=10-3，Bi=0.1，K=10，速度

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

较小（γ=0.1,0.3）时，多孔介质区内固液两相温度

分布曲线近似重合成一条直线，表明在较小填充厚

度时局部非热平衡近似接近于局部热平衡状态。当

多孔层填充厚度较大时，如γ=0.7 和 0.9 时，多孔介

质区内固液两相温度差别明显，局部非热平衡程度

明显，这与 Mahmoudi 等[18]采用界面处速度和应力

均连续模型研究中间填充多孔介质对称通道所得结

论一致。随着多孔层厚度的增加，自由流体区温度

逐渐增加，且增加较为明显，但曲线变化范围逐渐

减小。多孔介质区内固相温度随多孔介质填充厚度

的增加而逐渐增加，但其增加程度仅在较大填充厚

度时较为明显，且当多孔层厚度较大时流体相温度

变化范围较大，流固两相温差增大，而在较小多孔

层填充厚度时多孔介质区内流体相与固体相温度重

合。此外，对比不同速度滑移系数α下的温度变化



曲线，可以看出随速度滑移系数α增大各区域温度

变化范围逐渐增大，但其增大程度逐渐减小，特别

在较大α下（对比图 6（b）和（c））这种增大程度

可以忽略，速度滑移系数的变化对局部非热平衡程

度的影响很小，而多孔介质填充厚度对温度及局部

非热平衡程度的影响较α更为明显。

本文导热系数比K所表示的物理意义为多孔介

质区内固相有效导热系数和流体相有效导热系数之

比，为研究导热系数比对温度变化的影响，图 7 给

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

K 较大（K=10）时，多孔介质区内流固两相之间温

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

较 K=10 时小，尤其是多孔介质区流体相温度变化

范围明显小于导热系数比 K=10 时的情况，此时流

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

平衡程度减弱，这与前人[18,20]所得研究结论一致。

此外，由图 7（a）和（b）可知仅在较大 K 值时，

随速度滑移系数α增大多孔介质区流固两相温差增

大有所明显，但其变化范围同改变导热系数比对其

影响要小的多，因此可知改变导热系数比 K 对温度

以及局部非热平衡程度的影响要大于改变速度滑移

系数的影响。

0.0

0.2

0.4

0.6

0.8

1.0

-0.5 -0.4 -0.3 -0.2 -0.1 0.0



Y

 
 
 

Da=10-3

Bi=0.1
K=0.1

 

 

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

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

4.3 努塞尔数 Nu

图 8 为 Da=10-3，K=10，Bi=0.1,1,10,100 时局

部非热平衡模型和局部热平衡模型下 Nu 数变化曲

线。由图可知，当 Bi=0.1 时，存在一个临界多孔介

质填充厚度约为 0.7，当多孔层厚度γ<0.7 时，采用

LTNE 模型时的 Nu 数变化曲线与采用 LTE 模型时

的 Nu 数变化曲线近似重合，而当γ>0.7 时，LTE 模

型下的 Nu 数则会大于 LTNE 模型下的 Nu 数，即仅

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

加（ 1001.0  ），这种区别会逐渐减小，临界多孔

介质填充厚度会逐渐增加，LTNE 模型下的 Nu 数逐

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

重合。这是因为 Bi 数表征了流体与固体骨架之间的

换热强弱，当通道内填充多孔介质比例较大时，增

大 Bi 数，则通道内流体与固体骨架之间换热增强，

流固两相之间的局部非热平衡效应减弱，逐渐接近

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

当速度滑移系数变化时，对采用 LTE 及 LTNE 模型

时不同γ下的 Nu 数影响均不大，进而对局部非热平

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

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

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

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

图可知，在不同条件下，Nu 数和γ之间的关系曲线

不同。在较低导热系数比（K=0.1）时各速度滑移

系数下的 Nu 数随多孔层厚度先减小后增加，即存

在一个临界多孔介质填充厚度使换热程度达到最

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

到 10 时，Nu 数没有太大变化，表明在较低导热系

数比时改变 Bi 数不会有效增强换热效果；此外，在

多孔层厚度γ一定时，随 Da 数减小 Nu 数减小，即

在 Da=10-5 时 Nu 数小于 Da=10-3 时的 Nu 数。在较

高导热系数比（K=10）时可以发现随多孔介质填充

厚度的增加，各速度滑移系数下的 Nu 数先增加后

减小，出现了极大值点，说明存在一个使换热效果

最佳的多孔介质填充厚度，且此最佳多孔介质填充

厚度随 Da 数的减小而增大，如图 9（c）和（d）所

示。此外，对比图 9（c）和（d）可知此最佳多孔

介质填充厚度也随 Bi 数的增加而增大，特别是在

Da=10-5 时，随多孔介质填充厚度的增加已基本呈现

单调增加的趋势，在γ趋近于 1 时达到最大，意味着

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

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

曲线相互接近，Nu 数值相差不大或近似重合，因此

改变速度滑移系数α对Nu数的影响及临界多孔介质

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

γ变化曲线

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

= 0.1 and 10, K = 0.1 and 10

5 结 论

采用界面 B-J 速度滑移模型并结合局部非热平

衡法对部分填充多孔介质非对称通道内流体流动传

热特性进行研究，得到了复合通道内各区域流体速

度分布、温度分布以及 Nu 数的精确解析解，分析

了不同速度滑移系数α、达西数 Da、毕渥数 Bi、导

热系数比 K 以及多孔介质填充厚度γ等对流体流动

和换热性能的影响。并与采用局部热平衡模型下结

果作比较，得出：

（1）采用界面速度滑移条件时在多孔介质层

的上下界面处出现了速度不连续现象，且速度不连

续现象随速度滑移系数α增加或Da数减小而逐渐减

弱。

（2）在较大 Bi 数、较小导热系数比 K、较小

多孔介质填充厚度γ及较小Da数下局部非热平衡程

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

增大程度较小，特别是在较大α下，对局部非热平

衡程度影响可以忽略。

（3）在较小导热系数比 K 时，Nu 数随多孔层

填充厚度γ先减小后增加，存在使换热效果最低的临

界填充厚度；在较大导热系数比 K 时，Nu 数则随

多孔层填充厚度γ先增大后减小，存在使换热效果最

佳的多孔介质填充厚度γ，且此最佳多孔介质填充厚

度随 Da 数的减小或 Bi 数的增加而增大；改变速度

滑移系数α对Nu数及临界多孔介质填充厚度影响均

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

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

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

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

接触角大于 150°时，继续增加接触角成核率降低减缓。

关键词：多孔电极；零下启动；过冷液滴；异相成核

0 引言

质子交换膜燃料电池汽车因充氢时间短、续航里程长，逐渐成为新能源汽车领域新

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

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

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

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

效提升燃料电池冷启动性能。

在关于过冷液滴结冰的研究中，普遍采用异相成核和同相成核的经典模型，分子运

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

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

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

面的液滴形状，发现液滴形态也会影响成核过程。

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

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

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

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

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

程有了更全面的考量。

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

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

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

本文在异相成核经典理论的基础上，建立了考虑孔隙结构对于过冷水结冰影响的模

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

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

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

体结冰时间的影响。

1 多孔电极内过冷水结冰模型建立

模型中考虑过冷液滴中由于分子涨落形成的分子集合体，称为团簇；在团簇大于临

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

核[13]。计算晶核形成的位点和时间可以推测多孔电极中发生结冰的情况。

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

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

图 1 多孔电极内过冷水结冰模型思路

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

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

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

1.1 团簇几何关系与成核率计算

1.1.1 团簇的存在形式与几何关系

α θ

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

图 2 团簇在基底上的存在形式

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

对于附着在多孔电极基底上的过冷水液滴中的团簇，存在着固定的接触角θ，同时

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

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

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

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



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

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

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

球体补全并延长基底平面，垂直于基底平面作剖面图，如图 3(a)所示。

(a) (b)

图 3 基底角度小于 180°、接触角小于 90°时示意图

(a)垂直于基底平面的剖面图；(b)沿图中箭头所示基底平面所作剖面图。

将球心到基底平面的距离记为 h，其计算公式为：

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

线在团簇中长度的一半记为 l，是计算体积时的积分上限，计算公式为：

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

� =
π
2

– �#(3)

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

圆心角为β，随着积分进行半径缩小β会发生改变，计算方法为：

� = arcos
ℎ

�2 − �2
− �#(4)

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

�1−1 = 4
0

� 1
2

�2 − �2 � −
1
2

ℎ �2 − �2 − ℎ2 − ℎtan� d�� #(5)

情况 1-1 对应的团簇与基底接触的表面积为���1−1：

�sc1−1 = 2 �sin� 2 arcos
ℎtan�
�sin�

− �ℎtan� #(6)

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

�cl1−1 =
( �sc1−1ℎ 3) + �1−1

� 3 #(7)

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

三个参数分别为：



�1−2 =
4
3

π�3 − �1−1#(8)

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

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

�cl1−2为情况 1-2 对应的团簇与过冷水接触的表面积。

αh αh αh

(a) (b) (c)

图 4 基底角度小于 180°、接触角大于 90°时积分的三个阶段

(a)半径大于球心与基底平面交线连线；

(b)半径小于球心与基底平面交线连线，但是大于球心到基底平面的距离；

(c)半径小于球心到基底平面的距离

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

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

�1 = �2 − ( ℎ sin�)2 (11)

此时计算蓝色区域与绿色区域面积和并求积分得到该部分体积：

�1 =
0

�1 1
2

�2 − �2 π
2

+ � − arcos
ℎ

�2 − �2
+

1
2

ℎ
ℎ

tan�
+ �2 − �2 − ℎ2 d�� #(12)

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

�2 = �2 − ℎ2#(13)

此时该部分体积为：

�2 =
�1

�2 π
2

�2 − �2 − �2 − �2 arcos
ℎ

�2 − �2
− ℎ2 tan arcos

ℎ
�2 − �2

d�� #(14)

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

积为绿色的小半圆的积分：

�3 =
�2

� π
2

�2 − �2 d�� #(15)

整体的团簇体积为三个阶段的和：

�2−1 = 4(�1 + �2 + �3) (16)



计算情况 2-1 对应的团簇与基底接触的表面积�sc2−1为：

�sc2−1 = π − arcos
ℎ

�cos � −
π
2

tan�
�sin� 2 +

ℎ�sin�
tan�

arcos
ℎ

�sin�tan� #(17)

情况 2-1 对应的团簇与过冷水接触的表面积�cl2−1为：

�cl2−1 =
3�2−1 − �sc2−1ℎ

�
#(18)

那么与前文相似，情况 2-2 的团簇体积�2−2为：

�2−2 =
4
3

π�3 − �2−1#(19)

情况 2-2 对应的团簇与基底接触的表面积�sc2−2为：

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

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

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

取决于接触角。

1.1.2 成核率计算

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

团簇的自由能在固定的温度下受到团簇半径的影响，存在一个最容易成核的团簇半

径，即临界半径�∗：

�∗ =− 2
�cl

∆�v
#(22)

其中�cl为团簇与水的表面张力，∆�v为相变自由能，计算公式为：

∆�v =− �c�c
∆�
�e

#(23)

其中�c为水的密度，�c为潜热，∆�为此时液滴的过冷度，�e为固化温度。

使用临界半径计算得到的临界自由能∆�∗：

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

面积，这三个参数可以通过 1.1 的计算获得。θ为接触角由材料的性质决定。

水分子活化能∆�m是一个水分子在自扩散过程中的活化能，可以通过自扩散系数计

算：

∆�m =−
�

1
� − 1

�'

ln
� �
� �' #(25)

�为此时温度，�'为一段时间后温度，成核率计算公式为：

� =
�� ∙ � ∙ �

ℎ
exp

− ∆�m

��
exp

− ∆�∗

��
#(26)

其中 k 为玻尔兹曼常数，h 为普朗克常数，��为数量密度，计算方式为：



�� =
�c

18
�A#(27)

�A为阿伏伽德罗常数。

这里使用的参数含义及取值如表 1 所示。

表 1 成核率计算所需参数

符号 含义 数值

∆� 过冷度/K −
�c 潜热/J ∙ g−1 334

�cl 团簇与水表面张力/N ∙ m−1 0.0000032

�c 水密度/g ∙ cm−3 0.999

� 玻尔兹曼常数/J ∙ K−1 1.38065 × 10−23

ℎ 普朗克常数/J ∙ s 6.626069 × 10−34

�A 阿伏伽德罗常数/mol−1 6.022 × 1023

�e 熔点/K 273.15

1.2 催化剂层三维建模与特征提取

在质子交换膜燃料电池的多孔结构中，催化剂层靠近质子交换膜，最先与阴极反应

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

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

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

图 5 文献中三维催化剂模型建立过程

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

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

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

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

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

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

时间计算。



(a) (b)

图 6 催化剂模型孔隙结构处理

(a)催化剂模型截面图；(b)轮廓简化图

1.3 结冰时间计算

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

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

� = �����c(�)� � (28)

� =
1
�

#(29)

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

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

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

直到结冰。

2 计算结果分析

2.1 成核率计算验证

通过改变过冷度、基底角和接触角的值，计算出了不同过冷度下成核率随着接触角

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

故将计算结果做以对比，如图 7 所示。

(a) (b)[3]

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

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



够很好地进行对应，验证该模型计算的合理性，为之后的计算与模拟建立基础。

2.2 基底角对成核率的影响分析

对于同一种原料制作的多孔电极其接触角是一定的，为探究不同基底角度对于成核

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

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

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

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

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

大影响。

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

角变化对成核率的影响更为显著。

图 8 接触角 75°时不同过冷度下成核率随基底角的变化

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

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

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

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

个值，即在温度相同时，所有基底角度的成核率存在同一个上下限。

(a) (b)

图 9 同温度下成核率随接触角变化曲线

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

另外，不同基底角处的成核率对接触角变化敏感的区间存在差异，基底角越大对接

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



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

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

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

的区间，或能更加精细地选择合适的接触角。

2.3 结冰时间

结合催化剂层三维结构进行计算，可以得到过冷度、接触角对于模型中整体结冰时

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

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

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

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

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

体现了提高接触角对于结冰的抵抗作用。

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

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

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

用较大，而当接触角大于一定值，如 150°时，继续提高接触角的作用不明显。

(a) (b)

图 10 结冰时间模拟结果

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

3 结论

为明晰基底角度、接触角等因素对于多孔电极内过冷水结冰的影响，本文在异相成

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

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

的影响，得到了以下结论：

（1）在同一过冷度下，基底角度能显著影响成核率，成核率随基底角度的上升呈

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

在预测过冷水结冰时间时考虑到孔隙结构是重要的；

（2）基底角对于成核率的影响主要集中在接触角变化范围的中间段，这个敏感区



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

限和下限影响较小；

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

继续增加接触角成核率降低减缓，所以从计算来看不需要进一步增加接触角。

本文提出了新的过冷水结冰模型计算方法，能够初步反应多孔电极孔隙结构的影响，

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

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

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

的空间分布与物性参数，达到更精准的模拟。
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Abstract

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

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

1. Introduction

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

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



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

2. Model Development

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

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

2.1. Governing equations

X

Y

Z



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

∇ ∙ � = 0 (1)

�� ∙ ∇� =− ∇� + �∇2� + � (2)

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

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

N�
� =− D�

�∇c�
� − Fz�M�

�c�
�∇∅� + u�c�

� (3)

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

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

�� = ��
��

(4)

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

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

� = � � ����� (5)

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

����
� = 0� (6)

�������� + ����
� = 0� (7)

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

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

2.2. Boundary conditions

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

EM-solution interfaces



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

� ∙ I� = � ∙ I� (8)

� ∙ N�
� = � ∙ N�

� (9)

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

�� − �� = −��
���

ln ( ��
�

��
� ) (10)

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

Electrode surfaces

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

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

� ∙ I = ������ (11)

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

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

Anodic reaction: �2� → 1
2

�2 + 2�+ + 2�− (II)

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

�� = ��∗I
��∗�

(12)

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

2.3.Computational method and meshing

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



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

3. Results

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

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

Table 1 Experimental condition and input parameters

Parameter Value [6]

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

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

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

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

AEM type Fumasep FAA-3-PK-
130



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

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

error, %Li+
base

Li+
dilute

SO4
-2

dilute
SO4

-2

acid

2

Experimental
[6] 565 828 375 297

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

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

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

(a) (b)

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



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

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

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

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

bulk concentrations at the concentrate channels.

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

(a) (b)

(c)

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



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

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

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

-2 fluxes through CEM and AEM, respectively.

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

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



4. Conclusion

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

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

(a) (b)

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

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

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

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

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

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

能变化预测的结果一致。

关键词：双电层；界面结构；扩散阻力；分子动力学模拟；物质传输

0 前 言

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

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

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

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

模型准确描述，需要进一步的研究[3]。

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

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

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

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

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

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

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

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

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

加上等于预设的外加电势 V，因此该电势在给定电极上是恒定的。

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

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

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

* 资助项目: 中央高校基本科研业务费项目(2023MS119)



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

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

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

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

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

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

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

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

特性，从热力学角度探讨 CO2输运机制。

1 模型和理论方法

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

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

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

随机分布在整个气相空间，其速度服从 Gaussian 分布。

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

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

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

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

算，截断距离为 1.0nm。

图 1 系统模拟快照



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

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

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

上侧基底电势为零，下侧分别设置-10V，-20V，-30V 和-40V。

其中恒电势方法允许两界面间的原子电荷存在波动，通过泊松方程：

2 e

0

=- 


 (2)

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

计每片层内原子的数目得到密度表达式如下

bin

A bin

N M
N V

  (3)

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

罗常数。

2 结果分析与讨论

2.1 模型验证

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

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

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

图 2 φ=0V 时模拟过程中[Bmim][Tf2N]的密度

2.2 等电势对离子液体空间分布的影响

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



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

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

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

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

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

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

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

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

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

质分布逐渐趋近于体相分布特征。

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

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

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

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

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

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

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

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

用越来越重要，故在强电势时会发生多个密度峰值相互排斥。



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

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

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

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

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

的峰值，此时电场对[Tf2N]-的排列结构起主导作用。

图 5 不同电势下稳态密度峰值ρmax及对应位置 zmax的变化

2.3 CO2 在离子液体内的质量传递

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

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

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

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

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

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


