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内置加热器布置对熔盐储热单罐熔化传热及储热性能的影响
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摘  要：针对单罐熔盐储热系统在停机、低负荷运行或过度放热后易发生熔盐凝固并导致冷态重启困难的问题，

以Hitec熔盐为储热介质，建立配置内置电加热器的三维瞬态数值模型，采用焓-多孔介质法模拟凝固熔盐再熔化

过程，研究加热器数量、垂向位置及输入功率对解凝传热与储热性能的影响，并结合加热器尺度有效Rayleigh

数、液相Péclet数和无量纲熔化速率表征传热阶段演化。结果表明，再熔化过程依次经历局部热扩散、自然对

流强化和后期局部传热受限三个阶段；加热器由4组增至8组时，完全熔化时间缩短约5.0%，热源空间覆盖改

善，残余未熔区域减小；安装高度由400 mm提高至800 mm时，完全熔化时间增加约25.9%，表明垂向位置显

著影响残余固相分布及尾端熔化过程；输入功率由260 kW提高至300 kW时，完全熔化时间缩短约9.6%，但归

一化能量利用系数由1.00降至约0.96，说明提高功率可缩短解凝时间，但能量利用水平有所降低。研究表明，

工程尺度单罐冷态重启性能不仅受热输入强度影响，还显著取决于内置热源空间配置及热量输运路径；合理优

化加热器数量与垂向位置可改善液相区连通和残余固相演化，为工业热风干燥用单罐熔盐储热系统冷态重启及

内置电加热器配置提供参考。
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Abstract: To address the difficulty of cold restart caused by molten salt solidification in single-

tank molten salt thermal energy storage systems after shutdown, low-load operation, or 

excessive heat discharge, Hitec molten salt was selected as the thermal storage medium, and 

a three-dimensional transient numerical model equipped with built-in electric heaters was 

established. The enthalpy-porosity method was employed to simulate the remelting of 
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solidified molten salt. The effects of heater number, vertical position, and input power on 

remelting heat transfer and thermal storage performance were investigated, and the evolution 

of heat-transfer stages was characterized using the heater-scale effective Rayleigh number, 

liquid-phase Péclet number, and dimensionless melting rate. The results show that the 

remelting process successively undergoes three stages: local thermal diffusion, natural-

convection enhancement, and late-stage local heat-transfer limitation. Increasing the number 

of heaters from 4 to 8 groups shortens the complete melting time by approximately 5.0%, 

while improving the spatial coverage of heat sources and reducing residual unmelted regions. 

Increasing the installation height from 400 mm to 800 mm prolongs the complete melting time 

by approximately 25.9%, indicating that the vertical heater position significantly affects 

residual-solid distribution and final-stage melting. When the input power increases from 260 

kW to 300 kW, the complete melting time decreases by approximately 9.6%, whereas the 

normalized energy-utilization coefficient declines from 1.00 to approximately 0.96, indicating 

that higher input power accelerates remelting but reduces the energy-utilization level. The 

results demonstrate that the cold-restart performance of an engineering-scale single-tank 

system depends not only on heat-input intensity but also strongly on the spatial configuration 

of internal heat sources and the resulting heat-transport paths. Rational optimization of heater 

number and vertical position can promote liquid-region connectivity and improve residual-solid 

evolution, providing a reference for the cold restart and built-in electric heater configuration of 

single-tank molten salt thermal energy storage systems for industrial hot-air drying 

applications.

Keywords: Molten salt thermal energy storage; Single-tank thermal storage; Built-in electric 

heater; Remelting of solidified molten salt; Natural convection; cold restart

纺织、印染、造纸、食品加工等行业的热风干

燥过程能耗密集，降低用热成本是相关企业的重要

需求。利用储热技术结合峰谷电价机制，可在低谷

时段储热、高峰时段释热，从而降低工业供热成

本[1-2]。熔盐具有工作温度范围宽、储热密度较高和

热稳定性好等特点，适用于中高温工业供热场

景[3-4]。然而，上述行业多依托既有厂房开展用能系

统改造，厂区剩余空间有限。传统双罐式熔盐储热

系统需分别设置冷罐和热罐，并配套加热装置、循

环泵及连接管路，设备数量多、占地面积较大。相

比之下，单罐熔盐储热系统可在同一储罐内完成不

同温位熔盐的储存与热量调配，具有结构紧凑、空

间利用率高等特点，更适合空间受限的分散式工业

用热场景[5-6]。若进一步将电加热装置集成于储罐内

部，可减少外置加热设备及部分连接管路，提高系

统集成度。但当系统长时间停机、低负荷运行或过

度放热时，罐内熔盐可能发生大范围凝固，从而增

加再次启动难度。

围绕工业尺度熔盐储罐熔化、单罐系统设计及

内置电加热方式，国内外已开展了相关研究。李洪

涛等[7]将单罐式熔盐储能换热系统应用于热风无纺

布工艺，验证了其降低用电成本的可行性，并指出

熔盐冻堵和热风温度稳定性是工程运行中需要关注

的问题。Li等[8]在20 m³工业级熔盐储罐内配置多组

电加热器，开展了硝酸盐熔化实验，验证了多热源

条件下大尺度熔盐熔化的工程可行性，但研究重点

主要集中于整体熔化过程及运行控制策略。

Ouyang等[9]和Klasing等[10]分别从循环热特性、壁

面结构及热应力等方面研究了单罐系统的运行性能

与结构安全。Li等[11]进一步研究了分布式内置热源

数量和轴向位置对单罐储热系统结构应力的影响，

但未涉及完全凝固熔盐再熔化过程中的液相区扩展

与流动组织。Wang等[12]分析了熔盐储罐热损失、

冷却特性及辅助电加热需求，并比较了不同电加热

方式对储罐热性能的影响，其研究重点在于储罐热

管理与辅助加热策略。Zhang等[13]针对自然对流单
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罐熔盐储热系统，研究了电加热器数量、径向位置

及高度参数对流动与传热特性的影响，重点考察加

热时间、温度均匀性及局部过热问题；Zhu等[14]分

析了电加热棒作用下单罐熔盐充热过程中的瞬态自

然对流行为。上述研究表明，工业尺度储罐熔化、

多组内置加热以及电加热方式优化已具备一定研究

基础，但现有工作主要关注运行控制、正常充热、

热损失或结构安全，对完全凝固冷启动条件下不同

内置热源空间配置如何影响整体再熔化过程仍缺乏

系统比较。

在冻结恢复与相变熔化方面，吴旺松等[15]研究

了管内电伴热条件下熔盐熔化过程，发现热源位

置、尺寸和功率显著影响液相区扩展；Zhang

等[16-17]分析了冷态管路中熔盐启动流动与传热特性，

指出启动温度、流速和换热条件是影响冻结风险的

重要因素；Prieto等[18]针对以熔盐为传热流体的槽

式太阳能集热系统，建立冻结恢复模型，比较了管

路及设备电伴热与集热场阻抗加热等恢复方式，分

析了不同熔盐体系下冻结恢复的能耗与可行性。在

相变熔化强化方面，Uddin等[19]表明自然对流能够

促进液相区混合和熔化界面推进；Bouzennada

等[20]和Ebrahimi等[21]进一步指出热源位置、数量及

尺度会改变液相区演化和整体熔化速率。然而，此

类研究多基于小尺度相变单元，其结论难以直接表

征工程尺度单罐中多组内置热源共同作用下的浮力

环流和残余固相演化。

综上，工业级储罐熔化、多热源加热、单罐结

构设计及电加热器配置优化已具有一定研究基础，

工业尺度熔盐解凝及单罐内热源布置本身并非研究

空白。现有研究多聚焦正常充热、温升均匀性、热

损失、运行控制或结构安全，而对于完全凝固冷启

动条件下，内置热源配置如何影响局部液相形成与

连通、浮力驱动输运及后期残余固相消除，仍缺乏

统一模型框架下的系统比较；同时，加热器数量、

垂向位置与输入功率对完全熔化时间及能量利用水

平的相对作用仍需进一步明确。上述问题直接关系

到集成式单罐系统的冷态重启性能及内置电加热器

工程配置。

基于此，本文以工业热风干燥用工程尺度单罐

熔盐储热系统为对象，建立完全凝固Hitec熔盐冷

态再熔化过程的三维瞬态数值模型，系统考察加热

器数量、垂向布置位置及输入功率对温度场、液相

率、流动特征、完全熔化时间和储热能量利用水平

的影响。通过对比不同工况下液相区扩展、自然对

流发展及残余固相演化过程，辨析热源空间配置与

热输入强度对罐内热量输运及整体再熔化性能的影

响，为集成式单罐熔盐储热系统冷态重启及内置电

加热器合理配置提供参考。

1 模型建立

1.1　物理模型

基于某工业热风干燥项目的储热供热需求，建

立单罐熔盐储热系统三维物理模型，如图 1所示。

该系统以Hitec熔盐为储热介质，将加热、储热、

释热和解凝重启功能集成于同一储罐内。罐内布置

内置电加热器，当系统停机或异常工况导致熔盐凝

固后，可通过电加热器对罐内凝固熔盐进行加热，

促进其再熔化并恢复流动性，从而实现系统快速

重启。

实际工程系统由储罐、熔盐、内置电加热器、

循环泵、连接管路及外部保温结构等组成。为降低

计算成本并提高求解效率，在保证熔盐相变传热和

自然对流特征准确描述的前提下，对模型进行适当

简化：忽略循环泵、连接管路、支撑结构及外部保

温层等附属部件，仅保留储罐壁面、熔盐区域和内

置电加热器等主要传热结构，并将储罐和电加热器

等效为规则圆柱体结构。

由于电加热器沿储罐周向近似对称分布，本文

选取周期性计算域进行数值模拟，并在两侧设置周

期性边界，以降低计算量。储罐壁面设置为壁面边

界，电加热器表面设置为热源边界。为分析罐内温

度场、液相率及固-液界面演化规律，在计算域内

设置监测面1和监测面2，用于提取典型截面上的

图1　单罐熔盐储热系统简化几何模型

Fig. 1　Simplified geometric model of the single-tank 
molten salt thermal energy storage system
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熔化传热特征。系统主要结构参数见表1。

1.2　数学模型

熔盐解凝再熔化过程涉及固–液相变、热传

导、自然对流及固–液界面迁移等耦合传热现象。

为描述内置电加热器作用下罐内凝固熔盐的再熔化

过程，本文基于 Fluent 软件中的 Solidification/

Melting 模块，采用焓–多孔介质法（Enthalpy-

Porosity Method）建立三维瞬态数值模型[22]。该方

法通过液相率变化表征固–液界面演化，无需显式

追踪移动相界面，适用于复杂相变传热问题的数值

模拟。

为突出主要传热与流动特征，并兼顾计算效

率，本文做如下假设：

（1）熔盐为均匀各向同性介质；

（2）液态熔盐为不可压缩牛顿流体；

（3）密度变化仅在浮力项中采用Boussinesq

近似处理[23]；

（4）忽略相变过程中的体积变化、黏性耗散及

接触热阻；

（5）储罐壁面绝热，电加热器采用恒定功率

输入。

在焓–多孔介质模型中，熔盐液相区被视为可

流动区域，固相区和糊状区则通过引入多孔介质阻

力源项抑制流体运动。计算过程中，液态熔盐流动

由动量守恒方程描述，其表达式为：

∂( )ρu
∂t + ∇ ⋅ (ρuu ) = -∇p + μ∇2u + ρgβv(T - Tref ) - Sm (1)

式中，ρ为密度，kg/m3；p为压力，Pa；μ为

动力黏度，Pa·s；g为重力加速度，m/s2；β为体

膨胀系数，K−1；Tref为参考温度，K；Sm为多孔介

质阻力源项，N/m3。

其中，多孔介质阻力源项用于表征固相区和糊

状区对流动的抑制作用，其表达式为：

Sm = Am
( )1 - fl

2

f 3
l + ε

u (2)

式中，Am为糊状区常数，kg/(m3·s)，用于调节

固–液共存区域的动量阻尼强度；ε为避免分母为

零的微小常数。需要说明的是，固–液共存温度范

围主要由固相线温度 Ts、液相线温度Tl及液相率

关系确定，而 Am主要控制糊状区的等效流动阻力。

随着 Am增大，低液相率区域的流动抑制增强，并

可能进一步影响界面附近换热及熔化进程。鉴于该

参数对焓–多孔介质模型计算结果具有潜在影响，

本文进一步开展参数敏感性分析。

熔盐熔化过程中的热量传递和相变吸热过程由

能量守恒方程描述，其表达式为：

∂( )ρH
∂t + ∇ ⋅ (ρuH ) = ∇ ⋅ (λ∇T ) + Sh (3)

式中，H为总焓，J/kg；λ为导热系数，W/(m·

K)；Sh为加热器热源项，W/m3。

总焓由显热焓与潜热焓组成，其表达式为[24]：

H = href + cp(T - Tref ) +flL (4)

式中，href为参考焓，J/kg；cp为定压比热容，

J/(kg·K)；Tref为参考温度，K；L 为熔盐相变潜热。

式中前两项表示温度变化引起的显热焓，flL表示固

–液相变过程中的潜热焓。

液相率采用温度分段函数表示[24]：

fl =

ì

í

î

ï
ïï
ï

ï
ïï
ï

0, T < Ts

T - Ts

Tl - Ts

, Ts ≤ T ≤ Tl

1, T > Tl

(5)

式中，Ts和 Tl分别为固相线温度和液相线温

度。当温度低于固相线温度时，熔盐为固态；当温

度高于液相线温度时，熔盐为液态；当温度处于二

者之间时，熔盐处于固–液共存的糊状区。通过液

相率随温度的连续变化，可实现熔盐再熔化过程中

固–液界面演化的数值表征。

本文采用Hitec熔盐作为相变储热介质，其主

要热物性参数如表2所示。除密度在浮力项中采用

Boussinesq近似处理外，其余热物性参数均视为

常数。

1.3　数值方法与边界条件

本文基于Fluent平台建立单罐熔盐储热系统三

维瞬态凝固/熔化模型，采用压力基瞬态求解器进

行计算。压力–速度耦合采用PISO算法，压力项

采用PRESTO!格式离散，动量方程和能量方程采

表1　单罐熔盐储热系统主要结构参数

Table 1　Main structural parameters of the single-

tank molten salt thermal energy storage system

项目

储罐壁厚

储罐直径

储罐高度

储罐顶部厚度

电加热器直径

电加热器长度

参数/mm

10

2600

3500

15

280

1000

4
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用一阶迎风格式。液态熔盐温差引起的浮力效应采

用Boussinesq近似处理，即除浮力项外采用参考

密度ρ0，温度变化引起的密度差异通过浮力项进行

表征。

为检验Boussinesq近似在本文温度范围内的

适用性，参考Sohal等整理的液态盐热物性工程数

据库[25]：

ρ (T ) = 2293.6 - 0.7497T (6)

式中，ρ (T )为温度T下的熔盐密度；T为热力

学温度，K。本文初始温度为 300 K，此时熔盐处

于完全凝固状态，低液相率区域的流动受到焓–多

孔介质模型阻力源项抑制，因此Boussinesq近似

主要用于液相形成后的温差浮力计算。选取固相线

温度415 K、液相线温度423 K及进一步升温过程

中的代表性温度，对密度变化幅度进行检验，结果

见表3。

结果表明，在 415～423 K相变温区内，估算

密度由1982.5 kg/m³降至1976.5 kg/m³，相对变化

约 0.30%；进一步升温至 556 K 时，密度降至

1876.8 kg/m³，相对于 415 K的变化约 5.33%，相

对于 Boussinesq 参考密度 1990 kg/m³的偏差约

5.69%。上述密度变化幅度均低于10%，表明采用

Boussinesq近似描述液相形成后的温差浮力具有

一定合理性。

1.4　糊状区常数敏感性分析

糊状区常数Am 用于控制焓–多孔介质模型中

固–液共存区域的动量阻尼强度，其取值可能通过

改变界面附近流动进一步影响局部换热及熔化进

程。需要说明的是，固–液共存温度范围主要由固

相线温度Ts、液相线温度Tl及液相率关系确定，而 

Am 主要调节糊状区的等效流动阻力。为评估计算

结果对该参数的敏感程度，选取代表性基准工况，

分别设置。

Am = 1.0 × 104, 1.0 × 105, 1.0 × 106kg/ (m3 ⋅ s) (7)

进行对比计算，其余几何参数、边界条件、网

格及时间步长均保持一致。采用整体液相率达到

0.90和0.95的特征时间 t0.90、t0.95以及完全熔化时间

tm评价计算结果对Am的敏感程度，结果见表4。

由表 4 可知，随着 Am 由 1.0×104增大至 1.0×

106kg/(m3·s)，t0.90、t0.95和 tm均呈小幅增加趋势，说

明增强糊状区动量阻尼会一定程度抑制低液相率区

域的流动与局部对流输运，从而延缓固–液界面推

进。具体而言，当Am由1.0×105增大至1.0×106 kg/

(m3·s) 时， t0.90、 t0.95 和完全熔化时间分别增加约

表2　Hitec熔盐主要热物性参数[25]

Table 2　Thermophysical properties of Hitec molten 

salt[25]

参数

Boussinesq参考密度 ρ0/(kg·m-³)

比热容 cp/(J·kg-¹·K-¹)

导热系数 λ/(W·m-¹·K-¹)

动力黏度 μ/(Pa·s)

熔化潜热 L/(kJ·kg-¹)

固相线温度 Ts /K

液相线温度 Tl /K

数值

1990

1560

0.50

3.2×10-³

80

415

423

表3　Hitec熔盐密度随温度变化及Boussinesq近似适用性检验

Table 3　Variation of Hitec molten-salt density with temperature and applicability assessment of the 

Boussinesq approximation

温度 (T)/K

415

423

470

500

523

550

556

密度ρ (T )/(kg·m-3)

1982.5

1976.5

1941.2

1918.8

1901.5

1881.3

1876.8

相对415 K密度变化/%

0

0.30

2.08

3.21

4.08

5.11

5.33

相对参考密度ρ0=1990kg/m³偏差/%

0.38

0.68

2.45

3.58

4.45

5.46

5.69

表4　糊状区常数敏感性分析结果

Table 4　Sensitivity analysis results for the mushy-

zone constant

工况

Case M1

Case M2

Case M3

Am/[kg/

(m³·s)]

1.0×104

1.0×105

1.0×106

t0.90/s

64520

65360

65740

t0.95/s

70380

71190

71680

tm/s

75840

77063

77720

tm相对偏

差/%

1.59

0

0.85

5
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0.58%、0.69% 和 0.85%，变化幅度均低于 1%。

同时，以 Am=1.0×105kg/(m3·s) 为基准，Am=1.0×

104和1.0×106kg/(m3·s) 工况的完全熔化时间相对偏

差分别为1.59%和0.85%。由此表明，在本文考察

范围内，糊状区常数变化会对熔化进程产生一定影

响，但主要特征熔化时间的差异总体较小，尤其当

Am≥1.0×105kg/(m3·s) 时，计算结果对该参数的敏

感性明显减弱并趋于稳定。

综合参数敏感性、固相区流动抑制需求及数值

计算稳定性，本文最终取 .1.0×105 kg/(m3·s)。

1.5　模型验证

为验证数值方法对电加热熔盐熔化过程的适用

性，选取张天福[26]的40 kW恒功率实验工况进行对

比 。 原 实 验 采 用 Solar Salt （60wt% NaNO3+

40wt% KNO3）作为储热介质，储罐直径 1300 

mm、容积2.76 m3，采用内插式电加热器；本文依

据文献几何、热物性及边界条件建立独立验证模

型，将典型测点温度随时间的变化与文献实验结果

及原文数值结果进行对比，如图2所示。

由图2可知，本文计算结果与文献实验及原文

数值结果总体变化趋势一致，能够较好地反映电加

热条件下熔盐升温及相变过程的温度响应。初始升

温及快速变化阶段仍存在一定偏差，主要与实验初

始温度场非均匀、实际多管式加热器局部热流分布

与数值模型理想化边界之间的差异有关；随着加热

过程推进，模拟与实验变化趋势逐渐接近。鉴于验

证工况与本文工业级Hitec单罐模型在熔盐种类、

几何尺度及热源布置方面存在差异，该验证主要用

于检验数值方法对总体温度响应与相变传热趋势的

描述能力，而不作为工程尺度完全熔化时间绝对值

的直接实验验证。

1.6　网格无关性验证

为保证计算结果可靠性，并兼顾计算精度与计

算成本，本文开展了网格无关性验证。考虑到熔盐

熔化过程计算周期较长，选取熔化初期典型监测点

温度作为评价指标，分别建立 75421、152381、

280745、437815和 563527五组网格模型，并对

时间步长为1 s和0.1 s两种工况进行对比分析。

由图 3 可知，当网格数量由 75421 增加至

280745时，监测点温度变化较明显，表明粗网格

难以准确捕捉局部温度梯度及固–液界面演化特

征；当网格数量继续增加时，不同网格及时间步长

下的温度变化趋于一致，继续加密网格对计算结果

影响较小。综合考虑计算精度与计算效率，本文最

终选取网格数量为437815、时间步长为1 s的模型

用于后续数值模拟。

1.7　能量与时间性能评价指标

为定量比较不同加热功率工况下单罐熔盐储热

系统的解凝性能，本文分别从能量利用和时间响应

两个维度进行评价。

定义相变储热能量利用系数ηE为熔盐理论相变

潜热储热量与达到完全熔化时系统总输入能量

之比：

ηE =
Est

Ein

=
mL
Ptm

(8)

其中，ηE 为相变储热能量利用系数；ESt为熔

盐理论相变储热量，J；EIn为系统达到完全熔化时

的总输入能量，J；m为熔盐质量，kg；L为熔化潜

热，J/kg；P为加热功率，W；tm为完全熔化时间，

图2　模型验证

Fig. 2　Model validation results

图3　网格无关性验证结果

Fig. 3　Grid independence verification results

6
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s。对于不同加热功率工况，储罐结构、熔盐质量

及热物性参数保持一致，因此mL为定值。ηE越大，

表明达到完全熔化所需累计输入能量越少，输入能

量的相变储热利用水平越高。

考虑到单独采用ηE不能独立反映解凝过程的时

间响应特性，进一步定义归一化熔化时间性能

指标：

Φ t =
tm,ref

tm

(9)

式中Φ t为归一化熔化时间性能指标；tm,ref为基

准工况完全熔化时间，s；tm 为当前工况完全熔化

时间，s。当Φ t > 1时，表明当前工况较基准工况

具有更快的熔化响应；当Φ t < 1时，则表明其时间

响应性能降低。

综上，ηE用于表征系统达到完全熔化过程中的

相对能量利用水平，Φ t 用于表征整体熔化时间响

应。二者结合可从能量利用与时间响应两个维度评

价不同加热功率工况下的解凝性能。

2 熔盐解凝过程及传热阶段分析

为分析单罐熔盐储热系统中凝固熔盐的再熔化

过程，选取 (z=400) mm处电加热器中心平面和储

罐纵向对称平面作为典型监测面，分析温度场、液

相率及流动特征随时间的演化规律。在此基础上，

引入加热器尺度有效Rayleigh数、液相Péclet数及

无量纲熔化速率，对浮力驱动潜力、实际对流输运

强度及相变推进过程进行定量表征。

2.1　温度场与液相率演化特征

图 4给出了恒功率加热条件下 (z=400) mm截

面温度场及液相率分布随时间的变化规律。熔化初

期，液相区主要集中于电加热器附近，固–液界面

围绕热源向外扩展。由于液态区域范围较小且尚未

形成大范围连通通道，热量主要通过温度梯度向周

围固态熔盐扩散，液相区扩展相对缓慢。

随着加热时间延长，加热器周围液态熔盐逐渐

增多，高温低密度熔盐沿热源附近上升，低温熔盐

向下补充，液相区由近似对称扩展逐渐转变为明显

的上部优先扩展。熔化中期，液相区非对称性不断

增强，固–液界面向储罐上部及外围区域加快推

进，表明浮力驱动流动对热量输运的影响逐渐增

强。进入熔化后期后，截面内大部分熔盐已完成相

变，剩余未熔区域主要集中于局部流动较弱区域，

固–液界面推进速度降低。

2.2　自然对流发展规律

图5给出了储罐纵向对称平面温度场与液相率

分布随时间的演化规律。熔化初期，液相区首先在

顶部浸入式和下部套管式电加热器附近形成。此时

液相尺度较小且尚未充分连通，热量主要通过局部

热扩散向周围固态熔盐传递，固–液界面主要在热

源邻近区域推进。随着液相区逐渐扩大并相互连

通，浮力驱动作用增强，高温液态熔盐向上输运，

促使热量由局部热源区向储罐上部扩展，上部区域

升温及熔化速度明显加快。与此同时，部分中下部

区域热量补给相对不足，形成明显的空间非均匀熔

化特征，表明自然对流已成为影响中期热量输运和

固–液界面演化的重要因素。

进入熔化后期后，罐内大部分熔盐转变为液

态，整体温差逐渐减小，浮力驱动作用随之减弱。

剩余未熔区域主要分布于加热器下方及局部热量输

图4　恒功率加热条件下z=400 mm 截面熔盐温度场（左）

与液相率分布（右）随时间的演化规律

Fig. 4　Temporal evolution of molten salt temperature 
field (left) and liquid fraction distribution (right) on the 

z=400 mm plane under constant-power heating 
conditions

图5　对称平面温度场（左）与液相率分布（右）随时间的

演化规律

Fig. 5　Temporal evolution of temperature field (left) 
and liquid fraction distribution (right) on the 

symmetry plane, illustrating the melting 
characteristics of molten salt in the axial and radial 

directions
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运较弱区域，其进一步熔化受局部传热能力限制，

固–液界面推进速度降低。总体而言，熔盐再熔化

过程表现出由局部热扩散向自然对流强化，并进一

步向后期局部传热受限演化的阶段性特征。需要说

明的是，图5中局部残余固相的“悬空”特征与固

定网格焓–多孔介质法未考虑固相整体迁移有关，

可能影响后期局部界面形态及尾端熔化过程，因此

相关结果主要用于统一模型框架下不同工况的相对

比较。

2.3　熔化传热过程的定量表征

为概括内置电加热器作用下凝固熔盐的再熔化

过程，根据前述温度场、液相率及流动特征绘制传

热机制示意图，如图6所示。熔化过程总体经历局

部热扩散、自然对流强化和后期局部传热受限三个

阶段。初期液相区主要在加热器附近形成，受液相

尺度和连通性限制，热量以局部热扩散为主；随着

液相区扩大并相互连通，高温熔盐上浮、低温熔盐

回流，罐内逐渐形成浮力驱动循环，热量由局部热

源区向上部及外围输运；后期随着整体温差和流动

强度降低，残余固相主要集中于加热器下方及局部

低速区，完全熔化逐渐受局部传热路径限制。

为避免仅依据云图对传热阶段进行定性判断，

进一步引入整体平均液相率、加热器尺度有效

Rayleigh数、液相Péclet数及无量纲熔化速率，分

别表征相变进程、浮力驱动潜力、实际对流输运强

度及熔化响应。

为定量表征整体相变进程，参考相变储热研究

中采用体积平均液相率描述熔化过程的方法[27]，整

体平均液相率定义为：

f̄ l (t ) =
1
V ∫V

fl dV (10)

式中， f̄ l 为整体平均液相率；V为熔盐计算域

总体积。

考虑熔化过程中液相区域持续变化，为突出实

际液相区域的热状态和流动强度，本文进一步定义

液相率加权平均温度和速度为：

T̄l (t ) =
∫

V
flTdV

∫
V
fl dV

(11)

ūl (t ) =
∫

V
fl |u|dV

∫
V
fl dV

(12)

式中，T̄l液相加权平均温度，K；fl为局部液相

率；T 为局部温度，K；ūl 为液相加权平均速度，

m/s；u局部速度矢量，m/s。

Hitec熔盐的热扩散率和运动黏度分别为：

α =
λ
ρcp

(13)

ν =
μ
ρ

(14)

根据表2所列热物性参数，可得：

α =
0.50

1990 × 1560
= 1.61 × 10-7m2/s (15)

ν =
3.2 × 10-3

1990
= 1.61 × 10-6m2/s (16)

Rayleigh数广泛用于表征温差浮力相对于黏性

与热扩散作用的强弱，并用于分析相变熔化过程中

自然对流的发展；Fourier数则可用于描述无量纲

传热时间尺度[28-29]。考虑到本文液相区域随熔化过

程持续变化，且研究目的在于比较同一几何体系内

不同时刻的浮力驱动潜力，本文在经典Rayleigh数

定义基础上，以电加热器直径作为固定特征尺度，

并结合热源与液相区域的有效温差，构造加热器尺

度有效Rayleigh数：

Rah (t ) =
gβ [ ]T̄h (t ) - T̄l (t ) D3

h

να
(17)

式中，Rah 为加热器尺度有效Rayleigh数，g

为重力加速度，m/s2，β为体膨胀系数，K-1，T̄h为

全部有效加热表面面积加权平均温度，K，T̄l为液

相加权平均温度，K；Dh为电加热器直径，取0.28 

m，ν为动运动黏度，m2/s，α为热扩散率m2/s。

Rayleigh数反映温差条件下的浮力驱动潜力，

但不能直接表征已经形成的实际流动输运强度。为

此，本文在经典Péclet数定义基础上，采用液相率

图6　单罐熔盐储热系统再熔化传热阶段示意图

Fig. 6　Schematic diagram of heat-transfer stages 
during molten-salt remelting in the single-tank 

thermal energy storage system
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加权平均速度 ūl 和加热器特征尺度 Dh 定义液相

Péclet数为：

Pel (t ) =
ūl (t )Dh

α
(18)

为统一熔化过程的时间尺度，参考相变熔化过

程中采用 Fourier 数进行无量纲时间分析的方

法[28-29]，Fourier数定义为：

Fo =
αt
D2

h

(19)

式中，Fo为Fourier数，t为时间，s。

已有研究采用液相率与 Fourier数、Rayleigh

数等无量纲参数之间的关系分析相变熔化过程[30]。

在此基础上，为进一步表征单位无量纲时间内整体

相变推进程度，本文定义无量纲熔化速率为：

M* (Fo ) =
df̄ l

dFo
(20)

式中，M* 为无量纲熔化速率，用于表征单位

无量纲时间内整体液相率的增长程度。

图 7 给出了 Rah、Pel、 f̄ l 及 M* 随 Fourier 数的

变化规律。由于初始时刻熔盐完全凝固，液相加权

平均温度和速度无定义，因此Rah 与Pel从液相区

域首次形成后的有效时刻开始统计。

熔化初期，液相区局限于加热器附近，Pel 和

M* 均处于较低水平，受液相尺度及连通性限制，

固–液界面推进主要受局部热扩散影响。随着液相

区扩大并连通，Pel和M*明显升高，表明浮力驱动

逐渐形成有效对流输运路径，促进整体液相率快速

增长。进入后期，热源与液相区域温差减小，Rah、

Pel和M*均呈下降趋势，残余固相熔化逐渐受局部

传热路径及空间分布制约。

综合图6和图7，凝固Hitec熔盐再熔化过程依

次经历局部热扩散、自然对流强化和后期局部传热

受限三个阶段。内置热源配置通过影响液相区连

通、流动输运路径及残余固相分布，进一步改变整

体解凝性能。

3 内置加热器参数对熔盐解凝性能的

影响

3.1　加热器数量的影响

图8给出了不同加热器数量下熔盐液相率分布

随时间的演化规律。熔化初期，各工况液相区均首

先在热源附近形成，空间差异较小。随着熔化过程

推进，4组工况中相邻热源之间仍保留较大尺度连

续未熔区域，而6组和8组工况因热源覆盖范围扩

大，局部液相区更易扩展并相互连通，残余固相逐

渐被分割为尺度较小的局部区域。进入熔化后期

后，4组工况仍存在较明显未熔区域，8组工况则

更早趋近整体熔化状态。由此可见，增加加热器数

量的主要作用在于扩大热源空间覆盖、缩短部分区

域至邻近热源的有效传热距离，并减小大尺度连续

残余固相区。

图9进一步给出了不同加热器数量下系统整体

液相率随时间的变化规律。在总输入功率相同条件

下，6组和 8组工况的整体液相率总体高于 4组工

况，但局部时段内6组工况略高于8组工况。这表

明加热器数量增加并非简单强化整体熔化速率，而

（a） 

（b） 

图7　（a）加热器尺度有效Rayleigh数与液相Péclet数；

（a）整体平均液相率与无量纲熔化速率

Fig. 7　(a) heater-scale effective Rayleigh number 
and liquid-phase Péclet number; (b) overall average 

liquid fraction and dimensionless melting rate
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是存在热源空间覆盖范围与单个热源局部热输入之

间的竞争：较少数量工况下单个加热器承担的热负

荷较高，而较多数量工况具有更充分的空间覆盖，

两者在不同熔化阶段的相对作用不同。

4组、6组和 8组工况的完全熔化时间分别为

81154、78373和77063 s。与4组工况相比，8组

工况完全熔化时间缩短约 5.0%。综合液相率空间

分布与整体液相率变化可知，在总功率一定时，增

加加热器数量对完全熔化时间的缩短作用相对有

限，但能够改善热源空间覆盖并减小后期残余未熔

区域，从而提高整体解凝充分性。

3.2　加热器布置位置的影响

图 10给出了不同加热器安装高度下熔盐液相

率分布随时间的演化规律。熔化初期，400、600

和 800 mm工况的液相区均主要集中于热源附近，

整体差异较小。随着熔化过程推进，不同安装高度

逐渐改变热量在储罐轴向上的输运路径。较低位置

布置有利于热量由下部向上部扩展，使中下部区域

更充分参与熔化；随着安装高度提高，加热器下方

及储罐底部区域的热量补给相对不足，残余固相逐

渐向下部集中。由图9可见，至16～20 h，600和

800 mm工况在底部及局部区域仍保留较明显未熔

区域，其中高位布置工况的尾端熔化受限更为

突出。

图 11给出了不同安装高度下整体液相率随时

间的变化规律。熔化初期，各工况液相率较为接

近；明显差异主要出现在 >0.9以后。需要指出的

是，这并不意味着加热器位置效应仅在后期产生。

整体液相率属于全域积分量，前中期仍存在大范围

固相时，不同位置导致的局部空间差异容易被总体

平均效应削弱；实际上，图10表明8～12 h时各工

况的残余固相形态已经出现明显差异。进入后期

后，剩余固相数量减少，其位置、尺度及至热源的

有效传热路径逐渐成为控制尾端熔化的关键因素，

因此不同工况的整体液相率曲线才明显分离。

400、600和 800 mm工况的完全熔化时间分

别为 77063、86281 和 97082 s。当安装高度由

400 mm提高至800 mm时，完全熔化时间增加约

25.9%。因此，加热器垂向位置的影响具有明显的

时间累积特征：前中期位置变化通过改变轴向热量

输运路径影响残余固相形成，后期则因不同残余固

相分布和局部传热路径而放大尾端熔化差异。由此

也可解释，熔化后期即使整体温差和浮力驱动作用

减弱，不同位置工况之间的液相率差异仍会进一步

显现。

3.3　加热功率的影响

图 12给出了不同总加热功率下系统整体液相

率和体积平均流速随时间的变化规律。

图8　不同加热器数量下熔盐液相率分布随时间的演化规律

Fig. 8　Temporal evolution of liquid fraction 
distribution under different numbers of heaters

图9　不同加热器数量下整体液相率随时间的变化规律

Fig. 9　Variation of overall liquid fraction with time 
under different numbers of heaters

图10　不同加热器安装高度下熔盐液相率分布随时间的演

化规律

Fig. 10　Temporal evolution of liquid fraction 
distribution at different heater installation heights
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由图 12(a)可知，随着输入功率增大，系统整

体液相率增长速度提高，完全熔化时间逐渐缩短。

260和 280和 300 kW工况下完全熔化时间分别为

81283、77063和 73443 s。与 260 kW 工况相比，

280和300 kW工况完全熔化时间分别缩短约5.2%

和 9.6%，说明提高加热功率能够增强热量输入，

加快熔盐解凝过程。

图 12(b)显示，输入功率增加后，罐内体积平

均流速整体升高，表明较高热输入增强了温度梯度

和浮力驱动力，从而强化自然对流换热。在熔化中

前期，随着液相区不断扩大，流动空间增加，自然

对流逐渐发展，平均流速持续上升；进入熔化后期

后，罐内温度分布趋于均匀，浮力驱动减弱，平均

流速出现波动并略有下降。

当功率由 260 kW提高至 280 kW时，完全熔

化时间缩短 4220 s；而由 280 kW 进一步提高至

300 kW时，完全熔化时间仅缩短3620 s。这表明

单纯提高输入功率虽可缩短解凝时间，但其强化效

果逐渐受到自然对流组织能力和局部传热受限区域

的制约。因此，相比继续提高加热功率，合理优化

加热器布置并改善罐内流动组织，更有利于提升单

罐熔盐储热系统的解凝效率。

3.4　能量利用与时间响应综合评价

为综合评价不同加热功率下系统的解凝性能，

采用第1.7节定义的相变储热能量利用系数ηE和归

一化熔化时间性能指标Φ t，分别从能量利用和时间

响应两个维度进行分析，结果如图13所示。

当加热功率分别为 260、280 和 300 kW 时，

系 统 完 全 熔 化 时 间 分 别 为 81283、 77063 和

73443s，对应累计输入能量分别为 21.13、21.58

和22.03GJ。随着输入功率提高，完全熔化时间缩

短约9.6%，但累计输入能量增加约4.3%，表明提

高加热功率能够加快解凝过程，同时增加完成熔化

所需的总输入能量。

由图13可知，归一化能量利用系数ηE/ηE,max分

别为1.000、0.979和0.959，随加热功率增加逐渐

降低；归一化时间性能指标 Φ t 分别为 0.948、

图11　不同加热器安装高度下整体液相率随时间的变化

规律

Fig. 11　Variation of overall liquid fraction with time 
at different heater installation heights

（a） （b） 

图12　不同总加热功率下系统整体液相率（a）与体积平均流速（b）随时间的变化规律

Fig. 12　Variations of overall liquid fraction (a) and volume-averaged velocity (b) with time under different total 
heating powers
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1.000和 1.049，呈逐渐升高趋势。说明提高输入

功率能够改善系统时间响应，但单位输入能量对应

的相变储热利用水平有所下降。

综合两项指标可知，较低功率有利于提高能量

利用，但解凝时间较长；较高功率能够进一步缩短

完全熔化时间，却伴随能量利用水平下降。因此，

单纯提高输入功率并不能同步优化能量利用和时间

响应。结合加热器数量及垂向布置分析结果，在本

文研究范围内，8组加热器、安装高度400 mm及

输入功率280 kW兼顾了较快的解凝速度与较高的

能量利用水平，可作为工程应用的较优配置。

4 结 论

针对工业热风干燥用单罐熔盐储热系统冷态重

启问题，建立了内置电加热器作用下凝固Hitec熔

盐再熔化过程的三维瞬态数值模型，分析了加热器

数量、垂向位置及输入功率对解凝性能的影响。主

要结论如下。

（1）凝固熔盐再熔化过程依次经历局部热扩

散、自然对流强化和后期局部传热受限三个阶段。

液相区形成并连通后，浮力驱动流动强化热量输运

和固–液界面推进；进入后期，残余固相位置及局

部传热路径成为制约完全熔化的主要因素。

（2）内置热源空间配置显著影响解凝过程。加

热器由4组增至8组时，热源覆盖范围扩大、残余

未熔区域减小，完全熔化时间缩短约 5.0%；安装

高度由400 mm提高至800 mm时，因轴向热量输

运路径和残余固相分布改变，完全熔化时间增加约

25.9%，表明垂向位置对尾端熔化的影响更为

显著。

（3）提高输入功率可加快解凝，但能量利用水

平随之降低。输入功率由260 kW增至300 kW时，

完全熔化时间缩短约 9.6%，累计输入能量增加约

4.3%，归一化能量利用系数由 1.000 降至 0.959。

在本文考察参数范围内，8组加热器、400 mm安

装高度和280 kW输入功率兼具较快的解凝响应与

较高的能量利用水平，可作为同类系统的较优配置

参考。

本文所得具体熔化时间和参数配置基于特定储

罐尺度、Hitec熔盐物性及计算边界条件，不宜直

接推广至所有储罐；但热源配置通过影响液相区连

通、热量输运路径和残余固相分布进而改变再熔化

性能的规律，可为具有相似传热特征的工程尺度单

罐系统提供参考。
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