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一种快速冷却超高温流体方法的数值模拟 

冉唐春，杨涛，陈攀，李娇，印永祥 
（四川大学化学工程学院等离子体技术中心，四川 成都 610065） 

摘要：在许多强吸热化学反应的化工过程中，常常需要对反应流体流出反应器时进行快速急冷来避免副反应或逆

反应发生，以期最终获得可观的目标产物。在本实验室前期开展的热等离子体裂解二氧化碳实验研究中，采取在

高温反应器出口加装收缩喷管将裂解气高速导入夹套水冷管的方法，实现了对高温裂解气的快速急冷，显著地避

免了裂解气中 CO 与 O 的逆反应，获得了意想不到的 CO2高转化率。本文利用计算流体力学软件模拟这一过程，

以期揭示这种新的冷却方法导致极快速冷却的机制。模拟结果表明，加装收缩喷嘴确实可以期待对高温射流产生

107 K·s−1 量级的温降速率。深入分析表明，仅仅靠气体动力学效应不能完全解释如此快速的冷却速率。从喷管高

速喷出的黏性流体在夹套水冷管内形成高速涡流，这种涡流一方面增强了主流体对周围气体的卷吸，另一方面加

强了被卷吸流体在被卷入之前与夹套水冷管壁面的强制换热过程，是导致快速急冷的主要机制。 
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Simulation for a novel method to quench super-high temperature fluid 

RAN Tangchun, YANG Tao, CHEN Pan, LI Jiao, YIN Yongxiang 
(Centre of Plasma Technology, College of Chemical Engineering, Sichuan University, Chengdu 610065, Sichuan, China) 

 
Abstract: There are many strong endothermic chemical reactions achieved by super-high temperature, they need 
quickly quenching to avoid reverse reaction for obtaining substantial yield. Based on our experiments of CO2 
pyrolysis by thermal plasma, where a non-conventional quenching was achieved with setting a converging nozzle 
at the exit of reactor to lead the pyrolysis gas at high speed into cooling tube, the reverse reaction CO+O=CO2 was 
unusually suppressed and very high CO2 conversion was achieved. To understand the mechanism of the novel 
quench phenomena, a CFD Simulation was carried out. It verified that a quenching rate of 107 K·s−1 could be 
expected, but the quench phenomena cannot be understood only by gas dynamics principle. A deep analysis on 
simulation revealed that converging nozzle resulted in viscous fluid strong rotating eddy in the cooling tube, it is 
the strong rotating eddy that enhance greatly both of the fluid entrainment into body jet and the forced heat 
transfer of the fluid at the cooling tube before entrainment. 
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引  言 

许多强吸热的气相化学反应，常常需要在数千

开尔文温度下才能得到可观的转化率和选择性。例

如，甲烷裂解制乙炔或 CO2裂解制 CO 最适合的反

应温度是 3500 K 左右[1-5]。由电弧放电产生的热等
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离子体非常容易产生数千开的超高温[6-8]，近年来常

常被用于此类强吸热反应过程[5, 9-13]。然而，在等离

子体反应器高温区生成的目标产品，例如乙炔或

CO，在流出反应区时如果不被快速地急冷，将因为

各自固有的化学特性而进一步转化为其他产品或通

过逆反应恢复原状[2, 10]。因此，对流出的高温流体

必须进行 107～108 K·s−1量级[2, 5]的快速急冷才能获

得可观的目标产品。一般地，使用常规的换热手段

很难实现如此快速的降温[14]。 
收缩型喷管是一种类似 Laval 喷管的气力压

送器件[15]，利用流道截面变化和流体可压缩特性

使流体在喷管中高速通过，将流体热运动能量转

化为定向运动能量，从而降低流体静温[16-19]。Li
等[20]对气体在直通喷管和 Laval 喷管中流动进行

了数值模拟，表明在相同条件下，Laval 喷管出口

处，气体具有更高的出口速率和更低的出口静压。

Kuan 等[21]模拟了 1800 K 的金属蒸气通过 Laval
喷管时形成超声速流动的静温特性，认为在一定

条件下，Laval 喷管的作用可以使喷管出口处蒸气

静温降低 50%。Bayazitoglu 等[6]以及 Dharavath
等[22]进行的模拟也得出类似结果。然而，上述模

拟工作都只考虑了流体在喷管内的流动或静温变

化。事实上，流体快速通过 Laval 喷管由于停留

时间极短，一般被认为是绝能过程，静温降低只

是热能转化为定向动能，流体所含能量并未减少。

当流体流出喷嘴后速度降低，定向动能又将转化

为热能，出现所谓“返温”现象。另外，如果温度

为数千开的气体流过收缩喷管，受气体动力学规律

限制，流体的出口速率最多达到当地声速[23-24]，即

使不考虑“返温”现象，也只能对流体实现有限

降温，往往达不到快速“冻结”目标产物所需温

度<1000 K 的要求。 
在前期用热等离子体裂解 CO2的实验中，采用

在高温反应器出口加设收缩喷管使高温裂解气

（3000 K 以上）高速喷入夹套水冷换热管的方法，

首次获得了意想不到的二氧化碳高转化率。动力学

分析表明，这意味着裂解气流出反应器时从数千开

降到 1000 K，冷却速率达到 107 K·s−1 量级，很大

程度上抑制了逆反应（CO+O=CO2）发生。究竟

是什么机制导致收缩喷管的应用产生如此高的降

温速率？对此进行了较为详细的数值模拟研究，

以期发现这种超快速实现大降温差的机理以及所

需条件、对所观察到的快速急冷现象给出一个合

理的解释。 

1  实验现象 

快速冷却超高温流体的现象是在一个电弧热

等离子体裂解 CO2制备 CO 的装置上发现的。如图

1 所示。首先，在内径 20 mm 的管式等离子体反应

器中产生电弧放电将氩气和 CO2 气体升温到数千

开 ， 完 成 热 裂 解 反 应 ， CO2→CO+O, 及

O+O→O2，形成 Ar、CO、CO2、O2、O 等气体

组成的超高温流体。在等离子体反应器出口分别采

用两种不同几何形状的喷管将高温流体导入内径

200 mm、长度 600 mm 的夹套水冷换热管。两种喷

管分别为：①直通喷管，内径 20 mm，长度 12 mm；

②收缩喷管，入口内径 20 mm，在 10 mm 长度内逐

渐缩小到内径4 mm，然后4 mm内径通道保持2 mm
长度。夹套水冷导管末端与大气连接，在此处取裂

解气用气相色谱分析气体组分。 

 

图 1  热等离子体裂解 CO2实验流程 
Fig.1  Flow chart of CO2 pyrolysis by thermal plasma 

图 2 为电源放电功率 12 kW，Ar 流量 25 
L·min−1，CO2 流量在 15～45 L·min−1情况下的实验

结果。可以看到，热等离子体反应器加装收缩性喷

管最终实现的CO2转化率比采用直通喷管普遍高出 

 

图 2  不同喷管实验得到的 CO2转化率 
Fig.2  CO2 conversion with different nozzles 
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数倍。 
对包括导入流体流量、放电输入功率、升温显

热和反应潜热以及等离子体发生器热效率等因素在

内的能量衡算表明，在 Ar 流量为 25 L·min−1、CO2

流量为 30 L·min−1，放电功率为 12 kW 情况下，等

离子体反应器内气体平均温度可达到约 3050 K。图

3 是 CO2热裂解的化学反应平衡图，温度 3050 K 对

应的平衡体系中 CO2、O、O2 的摩尔分数分别为

50%、8%、21%。一般地，热等离子体反应器内化

学反应可以被认为达到局域热平衡，因此，CO2 在

反应器中的转化率应为 50%左右。但是，在冷却换

热管远端的取样分析表明（图 2），采用直通喷管时，

实际获得 CO2 转化率仅为 4%，而采用收缩型喷管 

 

图 3  CO2热裂解反应的热力学计算 

Fig.3  Thermodynamic equilibrium of CO2 pyrolysis 

得到的 CO2转化率高达 32%。据此推测，收缩型喷

管的采用应该对流体产生了良好的急冷效果，很大

程度上避免了裂解气在流出反应器过程中的逆反

应，而直通喷管几乎没有这样的效果。为了理解采

用收缩喷管如何造成了这种急冷效应，以下利用

Fluent 软件对该过程进行数值模拟。 

2  计算区域与边界条件 

以放电功率 12 kW，Ar 流量 25 L·min−1、CO2

流量 30 L·min−1，即总质量流量为 0.00173 kg·s−1的

实验操作参数为例进行数值模拟。此时气体以 3050 
K 温度下的化学平衡组成形成的高温流体分别通过

前述的两种喷管导入前述的水冷夹套换热管，利用

Fluent 软件模拟此高温流体在喷管与冷却换热管区

域中的流动状态。由于喷管和冷却套管均为同轴圆

型结构，计算区域具有中心轴旋转对称性，Fluent
计算采用 2D 轴对称旋转模型[25-26]。为了直观起见，

图 4 分别给出了针对直通喷管和收缩型喷管的计算

网格。 
对于直通喷管+冷却导管还是收缩型喷管+冷

却导管的模拟，取相同的边界条件： 
（1）在入口处选择相同的质量流量（Q=0.00173 

kg·s−1）和裂解气摩尔分数，相同的气体温度 3050 K； 
（2）气体在喷管和冷却换热管壁面无滑移流

动，由于冷却换热管段壁面有夹套冷却水循环，壁

面恒温 Tw = 320 K。 

 

图 4  两种喷管情形的计算区域与网格划分 

Fig.4  Computational domain and grid structure for both cases 
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（3）冷却换热管出口与大气联通，选择出口绝

对压强 p=0.101 MPa。 
另外，由于计算域内流体的流速、温度、质量

密度变化范围大，Fluent 界面操作中，选择以压强

为基准物理量贯穿整个运算。选择 SIMPLE[27]算法，

求解器选择耦合显示模式，湍流模型采用的 k-ω 
SST[28-29]模型，以及一些常用的假设，例如理想可

压缩流体，局域热力学平衡，忽略重力因素，定常

流动，流体为湍流流动但满足轴对称条件，气体具

有内摩擦等。各种气体的物性参数使用由 Fluent 程
序自带的数据库自动寻找。最后以残差稳定并小于

10−5 结束运算。 

3  模拟结果 

3.1  温度分布 
图 5 为模拟得到的两种喷管情况下的温度分布

云图，为了方便分析，也将两种情形下中心轴线上

流体温度分布用图 6 表示。 
模拟结果表明，收缩喷管的采用确实可以期待

超强的降温效果。以轴线上温度分布为例，收缩型

喷管情形下，流体温度从进口时的 3050 K 在喷管出

口处降到 2638 K，此段降温应该是热运动能量转化

为定向动能所致，满足气动力学规律；然后，流体

射入冷却换热管后，在约 58 mm 处迅速降到 1000 
K。而直通喷管情形下流体温度从进口时的 3050 K 

 

图 6  两种喷管中心轴线上温度分布曲线 

Fig.6  Temperature profile along symmetry axis of converging 
nozzle and straight nozzle 

一直到喷管出口几乎没有变化，射入冷却导管后经

过相当一段距离才开始降温，但降温速率十分缓慢，

在 200 mm 还有 1847 K，即使到了水冷管末端（612 
mm 处），温度还有 1048 K。 
3.2  速率分布 

图 7 给出了两种喷管情况下流体流动的速率分

布云图，而图 8 为中心轴线上流体速率分布。 
从速度分布云图以及轴线速度分布可以看出

流体通过喷管进入冷却导管的流动状态。在直通喷

嘴情形下，流体在喷管段的入口速率和出口速率均

为 38.4 m·s−1，属于低亚声速流动特征。在收缩型

喷嘴情形下流体速率从入口20.68 m·s−1增至出口速

 

图 5  两种喷管情形下的温度分布云图 
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率 894 m·s−1。由于出口处流体的静温为 2638 K，考

虑流体的成分组成，其绝热指数 k=1.31，气体常数

R=232 J·kg−1·K−1，因此当地声速为 895.4 m·s−1，流

体在收缩喷管出口处已具有声速流动特征。Mach
数达到 1。因此，当使用不同出口内径的喷管时，

在相同的入口条件下，流体将以完全不同的流动状

态喷入冷却导管。 

 

图 8  两种喷管中心轴线上速度分布曲线 

Fig.8  Curves of velocity along symmetry axis of converging 
nozzle and straight nozzle 

正是这种流动状态的巨大差异导致了流体在

冷却导管中迥异的换热效果。 
利用图 6、图 8 可估计收缩喷管情形下流体在

冷却导管内的降温速率 Rq。 
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式中，u(x)为流体在中心轴线上的速率，Ta、

Tb 分别为中心轴线上 a、b 两点的温度。采用收缩

喷管时，流体在冷却导管内，温度从 2638 K 降到

1000 K 时，可期待的降温速率为 1.32×107 K·s−1。 
3.3  压力分布 

在相同的质量流量下，流体在不同喷管出口处

的流速差异势必带来相应的静压差别，图9为Fluent
程序自洽给出的两种喷管情形下中心轴线上的静压 

 

图 9  两种喷管情形下轴线上静压分布 

Fig.9  Curves of static pressure along symmetry axis of 
converging nozzle and straight nozzle 

 

图 7  两种喷管情形下的速率分布云图 
Fig.7  Velocity distribution for both cases 
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强分布对比。 
在收缩型喷管情形下，喷管入口处静压为 188.3 

kPa（绝对压强），在喷管出口处骤降到 101.5 kPa。
而直通喷管情形下，喷管入口处静压为 101.3 kPa，
在喷管出口处也保持同样的数值（因此曲线在 12 
mm 以后几乎与收缩喷管压强曲线重叠）。这与前述

的速率分布相对应，收缩型喷管出口速率很大，大

部分静压被转换成了动压，其静压向动压的转化达

到 46%；而直通喷管的进出口速率相同，所以静压

保持不变。 

4  对模拟结果的检验 

根据可压流体的气动力学公式[23]可以解析计

算收缩喷管进出口处的上述物理量并以此检验模拟

结果的合理性。 
1
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式中，T*、p*、ρ*分别为流体的总温、总压和

总密度，可近似取入口数值；Q 为混合气体的质量

流量；A 为喷管的出口截面积；Ma 为当地 Mach 数；

k 为气体绝热指数，R 为气体常数，两者均与气体

的组成相关，本文中分别为 1.31 和 232 J·kg−1·K−1；

T、p、ρ 分别为流体在出口处的静温、静压和静密

度。取 Mach 数为 1 代入以上公式计算，结果表明，

对于收缩喷管的数值计算与解析计算结果对于出口

静温度、入口总压强、出口总流量的误差均小于

0.1%。因此验证了数值模拟在网格划分，计算方法

选择上的合理性。 
关于从收缩喷嘴高速进入冷却导管后气体发

生进一步的快速降温过程，目前尚无文献报道，其

合理性将根据下面气体在冷却导管内的流动特征进

行分析。 

5  气体在冷却导管内的流动特征 

气体在两种喷管出口处的流速差别，必然导致

流体在冷却导管内的流动差异。图 10 为模拟得到的

气体从两种喷管进入冷却导管内的流线图。流体在

冷却导管中的流动具有明显的涡流特征，这种涡流

流动在冷却导管前端（或距喷管出口不远处）不断

地将周围流体卷入刚从喷管出来的中心主流通道，

在冷却导管远端又将主通道流体抛射入涡旋通道

（动画显示时更为直观），因此在主通道此段内形成

强烈的质量传递。图 11 分别给出了使用两种喷管时

流体在距离冷却换热导管壁面 1 mm 的圆柱面上的

 

图 10  两种喷管情形下流体在冷却导管中流动的速度流线图 

Fig.10  Pathlines of fluid in cooling tube for both cases 
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轴向流动速率（负值表示回流），收缩喷管情形下近

壁面的回流速率远大于直通喷管回流速率。图 12  

 

图 11  两种喷管情形下距冷却导管壁面 1 mm 的 
圆柱面上流体轴向速率分布 

Fig.11  Axial velocity on cylinder surface of 1 mm away from 
cooling wall for two nozzles 

 

图 12  两种喷管情形下距轴线 20 mm 处的 
圆柱面上流体温度分布 

Fig.12  Static temperature on face of cylinder surface of 20 
mm away from symmetry axis for two nozzles 

 

图 13  两种喷管情形下距轴线 20 mm 处的 
圆柱面上流体的径向速率分布 

Fig.13  Radial velocity at cylinder surface of 20 mm away 
from symmetry axis for two nozzles 

分别给出了在距离中心轴线 20 mm 的圆柱面上流

体的温度分布，收缩喷管情形下被卷入流体的温度

比直通喷管情形要低很多。图 13 分别给出了流体距

轴线 20 mm 处的圆柱面上流体的径向速率（负值表

示卷入，正值表示抛射），收缩喷管情形下流体的卷

入速率和抛射速率均比直通喷管情形要大很多，说

明收缩喷管情形下产生的涡流更为剧烈。 

6  分析与讨论 

利用上述模拟结果，可以讨论使用收缩喷管快

速冷却超高温流体的两步机制。首先，相对于直通

喷管，收缩型喷管出口截面小，为了流过相同的质

量流量，其入口静压会自洽地提升至 188.3 kPa，使

流体在喷管出口处以 894 m·s−1 的速率射入冷却换

热管。同时，遵从气动力学规律部分静压转换为动

压，喷管出口静压降为 101.5 kPa，静温从入口的

3050 K 降到出口（12 mm 处）的 2638 K，实现第 1
步降温。显然，此点温度对于 CO2热裂解而言不满

足避免逆反应、“冻结”反应产品所需低于 1000 K
的要求。模拟结果显示高速流体在冷却换热管内还

存在第 2 步快速降温。从收缩喷管高速射入冷却导

管的流体，由于黏性，在换热管内自动产生剧烈涡

流，这种流动导致的直接结果是在靠近喷嘴出口处

不断有周围流体被卷入主流通道。相对于直通喷管，

收缩喷管造成被卷入流体的温度更低（图 12），速

率更大（图 13），在主流通道内形成更为强烈的质

量和能量交换，加快了对喷管出口射流的冷却。其

次在距喷管出口远端，涡流又将主通道流体抛射入

涡旋通道，造成进入涡旋通道的流体以较大的回流

速率与冷却导管壁面进行强制对流换热。众所周知，

强制对流给热系数[30] 
1

0.142 3

i w

1.86 pc u
d L
ρλ μα

μ
⎛ ⎞ ⎛ ⎞

= ⎜ ⎟ ⎜ ⎟⎜ ⎟ ⎝ ⎠⎝ ⎠
         (7) 

与流体相对于壁面流速的 1/3 次幂呈正比。图

11 表明，收缩喷管情形下流体在近壁面处的回流速

率约是直通喷管情形的 8 倍，所以造成流体与壁面

之间的换热速率要快约 2 倍，从而将流体中的热量

实质性地迅速传递给冷却导管，最终由夹套中的冷

取水带走，同时避免了“返温”现象。从 Fluent 模
拟给出的能量流动报告可以证明这一推断。由本文

入口条件（组分、质量流、温度）可以计算，流体

的入口能流为 4444 W。对于收缩喷管情形，Fluent
报告给出从冷却导管壁面传出的热流为 4126 W，从
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冷却导管出口流体带出的焓值为 318 W；而直通喷

管情形下，从冷却导管壁面传出的热量为 3477 W，

从冷却导管出口流体带出的焓值为 967 W，两者均

满足能量守恒。 
至此，可以总结使用收缩喷管带来快速冷却的

物理机制和条件。针对本文所取的算例，（1）高温

流体通过收缩喷管膨胀加速到 894 m·s−1，按照可压

缩气体动力学规律，流体所含热运动动能在喷管内

部分转化为流体定向动能，实现第 1 次快速冷却；

（2）从喷管射出的高速流体在冷却换热管中，由于

黏性产生剧烈涡流，涡流在冷却换热管近端不断地

将经过冷壁换热的流体卷入主流通道，在冷却换热

管远端又不断地将主通道流体抛射入涡旋通道，使

进入涡旋通道的流体以较大的回流速率与冷壁面进

行强制对流换热，冷却后的旋流又回到喷管出口外

不远处被注入主流体。如此周而复始，最终强化了

流体与壁面的换热，实现对主流流体的第 2 次快速

冷却。形成这种冷却的必要条件为，流体必须高速

射入冷却管道。因此，只有使用适当的收缩喷管才

能实现快速冷却。 

7  结  论 

在以热等离子体裂解 CO2 的实验中，根据 CO2

转化率大幅提高的实验现象，推断收缩型喷管与冷

却换热管配合可对超高温流体进行快速冷却。从实

验操作参数出发，用 Fluent 软件对该过程进行了模

拟。模拟结果显示用收缩型喷管与冷却换热管的方

法确实可以期待对高温气体的快速急冷，从 3050 K
到 1000 K 的降温速率可达到 107 K·s−1 量级。根据

模拟给出的信息，分析了此种方法使超高温流体快

速冷却的机制。 
首先，在收缩喷管内流体遵从气动力学规律

被膨胀加速成高速流体，将热能转化为定向动能，

实现流体的首次降温。其次，从收缩喷嘴高速进

入冷却导管的流体，由于黏性作用在导管内产生

涡流，这种涡流在冷却导管前端不断地将通过冷

却导管壁面冷却的回流卷入主流通道，使主通道

流体迅速冷却，同时在主通道下游区不断地将部

分流体抛射入涡旋通道，使流体在近壁面处以较

大的回流速率与冷却导管壁面进行强制对流换热

将热量传出，如此周而复始，实现流体的快速冷

却。形成这种冷却的必要条件为，流体必须高速

射入冷却管道。因此，快速冷却只有使用收缩喷

管才能实现。 
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