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飞机燃油箱催化惰化系统稳定氧浓度特性

邵　 垒1,2,杨文举1,2,曾宪君2,胡瀚杰1,2,陈全龙1,2,彭　 阳1,2,贺佳伟1

(1. 重庆交通大学 航空学院,重庆 400074;2. 重庆交通大学 绿色航空技术研究院,重庆 401120)

摘　 要: 为实现燃油箱内的催化惰化过程平稳可控,在耗氧型催化惰化系统流程基础上,以燃油箱气相空间气体组分为基准,
基于质量守恒和能量守恒方程,建立系统流程数学模型,通过推导出稳定氧浓度与流量比的关系式,以此建立稳定氧浓度特

性模型,并揭示稳定氧浓度与补气流量、放热功率、产水速率等不同性能参数的内在联系。 结果表明:存在着稳定氧浓度为

0%的流量比区间,在这个区间内稳定氧浓度不随流量比的变化而变化,且该区间随着催化反应器效率的提高而增大;提高稳

定氧浓度可以有效的降低催化反应器的发热功率和产水速率,在本研究计算条件下稳定氧浓度从 1%提高到 9% ,发热功率和

产水速率下降了 36. 1% ;稳定氧浓度与流量比的对应关系受燃油类型的影响,蒸汽压越高的燃油在相同工况下需要更大的流

量比才能维持同一稳定氧浓度;海拔高度和飞机爬升速率会对稳定氧浓度产生影响,在流量比不变的情况下,稳定氧浓度随

着海拔高度的增加而降低,且爬升率越大稳定氧浓度的下降速率越快。
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Characteristics of stable oxygen concentration in aircraft fuel
tank catalytic inerting system
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Abstract: To realize a stable and controllable catalytic inerting process in the aircraft fuel tank, based on the
process of the oxygen-consuming catalytic inerting system, using the gas composition in the ullage of the fuel tank as
the benchmark, a mathematical model of the system process is established with reference to the mass conservation
and energy conservation equations. By figuring out the relationship between stable oxygen concentration and flow
rate, a stable oxygen concentration characteristic model is proposed, showing the internal relationship between
stable oxygen concentration and different performance parameters like flow rate, heat generation rate, and water
production rate. The results reveal that there is a flow ratio interval where the stable oxygen concentration remains
steady at 0% , and the stable oxygen concentration in this interval does not change when the flow ratio changes.
Furthermore, the interval grows as the catalytic reactor efficiency increases. The increase of the stable oxygen
concentration can effectively reduce the catalytic reactor􀆳s heat generation and water production rates. Under the
present calculation conditions, the stable oxygen concentration tends to increase from 1% to 9% , and the heat
generation and water production rates decrease by 36. 1% . The relationship between the stable oxygen
concentration and the flow ratio is affected by the fuel type: With the higher vapor pressure, greater flow ratio is
needed to maintain the same stable oxygen concentration. The altitude and aircraft climbing rate may affect the
stable oxygen concentration. In the case of a constant flow ratio, stable oxygen concentration decreases with the
increase of altitude, and a greater climbing rate may lead to a faster decline rate of stable oxygen concentration.
Keywords: aviation system engineering; numerical analysis; aircraft fuel tank; inerting system; catalysis; stable
oxygen concentration; fuel
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　 　 催化惰化技术由于其流程简单、效率高,被认为

是新一代飞机油箱防火抑爆技术[1 - 3]。 催化惰化技

术的基本原理是将燃油箱上部的混合气体导入催化

反应器,进行可控催化燃烧,整个过程不断消耗 O2



和燃油蒸汽,生成 CO2 和水蒸气,并再次送入燃油

箱上部,从而降低氧含量达到惰化目的,理论上该系

统可将油箱氧浓度拉低至 0% [4 - 7]。
催化反应器作为催化惰化系统核心部件,对系

统安全有至关重要的影响。 实际上航空煤油的自燃

点普遍约在 200 ℃,为了消除对燃油箱的潜在安全

隐患,系统设计时必须保证催化反应器出口气体温

度在燃油自燃温度以下[8]。 谢辉辉等[9] 的研究显

示,采用 RP-3 燃油时,在没有额外冷却的情况下催

化反应器会发生飞温,出口气体温度最高温度可达

500 ℃;Phyre 公司[10]的实验研究显示,催化反应器

温度可以较好的控制在 250 ℃左右,但在流量较大

的情况下,催化反应器存在飞温的风险;Zhao 等[11]

在 RP-3 燃油环境下的研究表明,催化反应器适宜工

作温度范围在 166 ~ 241 ℃之间,而低于 120 ℃ 时

催化反应器不再有效工作。 大量相关研究[12 - 13] 都

表明,催化反应器易于出现飞温现象,且过低的催化

反应温度也是对于整个惰化过程不利的。
催化反应器出现飞温,本质原因在于参与氧化

反应的可燃蒸汽过量。 常温条件下,国内常用的

RP-3 号燃油饱和蒸汽压约为 6 kPa,舰载机常用的

RP-5 号燃油饱和蒸汽压约为 13. 6 kPa,而国外JET A
和 JP-8 号燃油饱和蒸汽压约为 0. 8 kPa 和 0. 6 kPa。
各类型号燃油蒸汽压差异较大[14 - 17],这种燃油理化

特性的差异必然带来了反应条件的变化,如果从油

箱所抽吸的混合油气中燃油蒸汽所占比例较高,氧
气可能会被完全消耗,产生较高热量,最终使得催化

反应器产生飞温现象。
Phyre 公司的催化惰化系统设计流程中,引入了

一种外界补气功能[10],即通过在催化反应器入口处

补充外界空气,达到降低燃油蒸汽浓度的目的,实现

可控的催化燃烧,实验研究显示系统启动后大约

7 min左右,就将油箱气相空间氧浓度惰化至 12%以

下,催化反应器并未飞温,且油箱温度始终低于

43 ℃;Feng 等[18]设计了一种适合国产 RP-3 号燃油

使用的低温可控耗氧催化惰化系统,该系统采用了

风机进行补气,研究结果表明外界补气可以有效降

低催化反应器最大发热功率;彭孝天等[19] 在飞行包

线下,分析了外界补气对惰化性能的影响,结果表明

系统可以有效降低氧体积分数,且更为可控。
外界补气实质上就是通过牺牲氧浓度下降速率

换取催化反应可控性的技术手段,外界补气功能具

有两面性:一方面进入催化反应器的燃油蒸汽浓度

降低,催化反应更为可控;另一方面,由于增加了催

化反应器进口氧含量,油箱氧浓度下降速率会降低,
且理论上如果补气量较大,催化惰化不再能将油箱

氧浓度拉低至 0% 。 如果外界补气较多,随着惰化

的进行,最终会出现催化反应器出口氧浓度与油箱

气相空间氧浓度一致的情况,此后油箱气相空间氧

浓度无法继续降低,而是维持在某个稳定氧浓度

(Stable oxygen concentration,SOC),一定量的补气必

然会对应一个 SOC。 燃油蒸汽压、外界补气量、催化

反应效率等输入参数直接影响 SOC 的大小,而 SOC
的大小又间接影响到催化反应放热功率、水蒸气生

成量和氧浓度下降速率等参数,可以认为控制了

SOC 的变化,就控制了整个惰化过程,而遗憾的是目

前并没有相关研究从 SOC 控制的角度展开分析。
有鉴于此,本文在参考前述系统的基础上,针对

催化惰化系统提出 SOC 控制理论方法,以实现外界

补气和油箱抽吸气配比的精确控制,并对燃油蒸汽

压、气量配比和催化反应效率等参数对惰化效果的

影响进行分析。

1　 稳定氧浓度特性模型

1. 1　 系统流程及基本假设

催化惰化系统流程如图 1 所示。 工作时,通过

风机将燃油箱上部气体与外界补气混合,燃油箱上

部抽取气体包含燃油蒸汽、O2、N2、CO2、少量水蒸气

和微量氮化物等杂质,外界补气为环境大气,混合后

气体进入电预热器达到反应所需温度后,进入催化

反应器氧化,反应后的气体流过冷侧通道,去除气体

中的水分及降低惰化气的温度,最后将产品气充入

油箱。

图 1　 GOBIGGS 系统主要部件示意

Fig. 1　 Diagram of main components of GOBIGGS system

模型包含以下几个假设:
1)燃油是多种烃类物质混合而成,此外还有少

量的杂质,如硫化物、氮化物等。 考虑主要因素,本
文统一将燃油其分子式可表示为 CaHb 通式,且忽

略氧、硫、氮等微量元素;
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2)气相混合过程瞬间完成,且不考虑油箱与外

界及气体与燃油之间的传热影响,认为油箱温度基

本恒定;
3)冷凝器能力足够将混合惰气温度降低至

40 ℃,且认为水蒸气能被完全脱除;
4)燃油蒸汽分压按饱和蒸汽压考虑,且饱和蒸

汽压按照里德蒸汽压计算,忽略低气液比时真实蒸

汽压与里德蒸汽压的差异;
5)不同海拔高度下,认为两个风机的体积流量

恒定。
1. 2　 稳定氧浓度特性建模及验证

催化惰化系统的催化反应过程,应该满足以下

关系:

CaHb + a + b
4( )O2 = aCO2 + b

2 H2O (1)

式中,a、b 分别为燃油分子中碳原子和氢原子的

系数。
考虑催化反应受到流速、接触面积等工作参数

的影响,即使氧气过量也并非所有的燃油蒸汽均可

参与反应,因此定义催化反应效率 ηcat为

ηcat = 1 -
qcat,o,vapor

qcat,i,vapor
( ) × 100% (2)

式中,qcat,o,vapor、qcat,i,vapor分别为催化反应器出口和进

口燃油蒸汽的摩尔流量,mol / s。
补气风机与抽气风机的气体经过混合后进入催

化反应器,存在如下关系:

qbleed =
qcat,iQR

QR + 1

qout =
qcat,i

QR + 1

ì

î

í

ï
ïï

ï
ï

(3)

式中:qcat,i为进入催化反应器的总气体流量;qbleed为

补气风机摩尔流量;qout为抽气风机摩尔流量, mol / s;
QR为补气风机与抽气风机的流量比,即 qbleed / qout。

根据式(1)可以看出,只要燃油蒸汽和氧气两

者缺一时,整个催化反应过程立刻停止,因而计算模

型,需要根据燃油蒸汽或氧气是否富余进行过程

判断:
1)当燃油蒸汽不足,氧气富余时,根据式(1)需

满足如下关系:

a + b
4( )ηcatxU,vaporqout < 0. 21qbleed + xU,Oqout (4)

式中,xU,vapor、xU,O分别为油箱中燃油蒸汽和氧气的

体积分数。
计算模型采用富氧过程条件,催化反应以燃油

蒸汽消耗的物质量为基础条件,因此所消耗的 O2和

燃油蒸汽的摩尔量为:

n∗
cat,i,O = a + b

4( )ηcatxU,vaporqout (5)

n∗
cat,i,vapor = ηcatxU,vaporqout (6)

催化反应器出口生成的 CO2 和 H2 O 的摩尔

量为:
n∗

cat,o,C = aηcatxU,vaporqout (7)

n∗
cat,o,H = b

2 ηcatxU,vaporqout (8)

2)当燃油蒸汽富余,氧气不足时,即催化反应

满足以下关系:

a + b
4( )ηcatxU,vaporqout > 0. 21qbleed + xU,Oqout (9)

计算采用贫氧过程条件,催化反应以氧气消耗

的物质量为基础条件,因此所消耗的氧气和燃油蒸

汽的摩尔量为:
n∗

cat,i,O = 0. 21qbleed + xU,Oqout (10)

n∗
cat,i,vapor =

0. 84qbleed + 4xU,Oqout

4a + b (11)

催化反应器出口所生成的 CO2 和 H2O 的摩尔

量为:

n∗
cat,o,C =

0. 84aqbleed + 4axU,Oqout

4a + b (12)

n∗
cat,o,H =

0. 42bqbleed + 2bxU,Oqout

4a + b (13)

综合富氧和贫氧反应过程,流出催化反应器的

O2、N2、CO2、H2O 和燃油蒸汽分别为:
ncat,o,O = 0. 21qbleed + xU,Oqout - n∗

cat,i,O (14)
ncat,o,N = 0. 79qbleed + xU,Nqout (15)
ncat,o,C = xU,Cqbleed + n∗

cat,o,C (16)
ncat,o,H = n∗

cat,o,H (17)
ncat,o,vapor = q2xU,vapor - n∗

cat,i,vapor (18)
式中 xU,N、xU,C为油箱中 N2和 CO2的体积分数。

催化反应器氧化反应的放热功率为

Pcat = Hun∗
cat,i,vapor (19)

式中 Hu为燃油燃烧热值,MJ / mol。
本文假设在冷凝器中可以去除所有水蒸气,则

进入油箱的混合惰气中 O2浓度为

xU,i,O =
ncat,o,O

ncat,o,O + ncat,o,N + ncat,o,C + ncat,o,vapor
(20)

在贫氧条件下,根据式(14)计算 ncat,o,O一直为

0,表明油箱氧浓度一直会降低到 0% 。 而在富氧条

件下,根据式(14)可以看出,除了式中第 2 项逐渐

降低外,其余两项均为定值,随着惰化的进行,xU,O

会逐渐降低,会出现 xU,O与 xU,i,O相等的情况,此时

表明油箱氧浓度不能降低,出现一个稳定氧浓度

SOC。 根据上述思想对式(20) 进行求解,可获得

SOC 与 QR的关系:
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QR =
SOC(1 - ηcatxU,vapor - ηcatxU,vaporb / 4)

xair,O - SOC +

ηcatxU,vapor(a + b / 4) - SOC
xair,O - SOC (21)

式中 xair,O为空气中的氧气体积分数。
式(21)的意义就在于表明了 SOC 与 QR的内在

联系,提供了一种通过控制外界补气流量 QR,间接

实现对 SOC 精确控制的方法。
基于基本假设中的燃油蒸汽分压力简化为燃油

饱和蒸汽压,其只与温度相关,因此该分压始终保持

不变,但是 O2、N2和 CO2的分压随时间会发生变化。
因此,以燃油箱气相空间为控制体,对除燃油蒸汽以

外的各气体组分建立质量平衡方程,即:

　 QU,i,O + Qamb,O +
dmF,O

dt - QU,o,O =
VU

ROTU

dpU,O

dt (22)

　 QU,i,N + Qamb,N +
dmF,N

dt - QU,o,N =
VU

RNTU

dpU,N

dt (23)

　 QU,i,C + Qamb,C +
dmF,C

dt - QU,o,C =
VU

RCTU

dpU,C

dt (24)

式中:QU,i,O、QU,i,N 和 QU,i,C 为进入油箱的 O2、N2 和

CO2的质量流量,kg / s;Qamb,O、Qamb,N和 Qamb,C分别为

燃油箱与外界环境所交换的气体中 O2、 N2和 CO2的

质量流量,kg / s;QU,o,O、QU,o,N 和 QU,o,C 为抽吸气的

O2、N2和 CO2的质量流量,kg / s;mF,O、mF,N和 mF,C为

O2、N2和 CO2在燃油中的质量,kg。
油箱中气体分压力之和与外界环境压力 pt 相

同,满足:
pt = pU,O + pU,N + pU,C + pv (25)
dpt = dpU,O + dpU,N + dpU,C (26)

式中:pU,O、pU,N、pU,C和 pv为油箱中的 O2、N2、CO2和

燃油蒸汽的分压,Pa。
飞机在爬升或下降过程中,油箱所处的外界压

力随着高度发生变化,由于压力变化,气体会从油箱

中排出或从外界进入油箱。 催化惰化过程中水蒸气

被冷凝排出,其催化反应过程本身是一个气体物质

量减少的过程,但由于增加了补气,相当于为油箱提

供了一定增压。 因此,气体流动状态是从油箱排出

还是流入油箱,必须从物质总量变化来判断:
1)当流入油箱的气体足够为油箱增压时,即存

在如下关系:

ncat,o,O + ncat,o,N + ncat,o,C + ncat,o,vapor - qout >
dptVU

RTU

(27)
则油箱中的气体向外界排放,排出气体满足:

pU,O

pU,N
=
Qamb,O

Qamb,N

MN

MO
(28)

pU,N

pU,C
=
Qamb,N

Qamb,C

MC

MN
(29)

式中:MO、MN和 MC 分别为 O2、N2 和 CO2 的摩尔质

量,kg / mol。
2)当流入油箱的气体不足以为油箱增压时,即

存在如下关系:

ncat,o,O + ncat,o,N + ncat,o,C + ncat,o,vapor - qout <
dptVU

RTU

(30)
则外界气体充入油箱,充入气体满足:

Qamb,O

Qamb,N
=
pair,OMO

pair,NMN
(31)

Qamb,C = 0 (32)
式中:pair,O、pair,N分别为空气中的 O2和 N2的分压,Pa。

根据上述方法,采用 MATLAB 进行编程,可对

催化惰化补气控制过程进行仿真建模,其流程图如

图 2 所示。

图 2　 SOC 控制模型流程图

Fig. 2　 Schematic process of SOC control model

2007 年 5 月 GOBIGGS 系统在 FAA 大西洋城市

技术中心进行了技术验证[20],测试选用了短程 FL-
350 飞行包线。 该飞行包线下,总飞行时间约为
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105 min,所惰化的油箱为标准的中央翼油箱,油箱

总容积为 0. 481 m3,装载有 0. 038 m3的 JP-8 燃油,
风机流量为 56 L / min;由于国外 GOBIGGS 系统没有

外界补气,因此流量比 QR取为 0;考虑到 JP-8 燃油

蒸汽压较低,氧气量较为富余,因此选取催化反应效

率 ηcat为 100% 。 将以上条件代入本文建立的数学

模型中,将计算结果与实验结果进行比较,以验证模

型的正确性。
图 3 给出了计算结果与实验结果的对比,通过

数据相关性验证,氧浓度的计算与实验结果相关系

数为 0. 977 2、燃油蒸汽浓度的计算与实验结果相关

系数为 0. 900 7,表明了本文所建立的催化惰化模型

具有较高的准确性。

图 3　 计算与实验的结果对比

Fig. 3　 Comparison between calculation and experiment results

2　 计算结果分析

本文选取的几种燃油理化参数见表 1[21],将
表 1中参数代入式(1)计算可知,不同燃油类型会产

生不同的氧气消耗量和热量。

表 1　 4 种燃料的物理和化学参数

Tab. 1　 Physicochemical parameters of four fuels

燃油

类型
a b

密度 /

(kg·m - 3)

蒸汽压 /
kPa

燃烧热值

/ (MJ·kg - 1)

RP-3 10. 05 20. 42 765 6. 00 43. 53
RP-5 11. 17 20. 96 804 13. 84 43. 01
RP-6 11. 73 22. 28 823 0. 75 43. 00
JP-8 9. 50 17. 00 780 0. 60 42. 80

2. 1　 流量比与 SOC 的关系

以使用 RP-5 燃油的标准中央翼油箱为对象,在
40 ℃下,油箱体积 0. 481 m3,载油率(即燃油体积占

油箱总体积的百分比)为 50%,风机流量为 80 L / min,
催化反应器效率 20%为计算条件,带入本文数学模

型中进行计算。
图 4 给出了不同流量比下 O2浓度随时间的变

化曲线,从图中可以看出惰化开始后,气相空间的

O2浓度随时间逐渐降低,最后趋于稳定,且不同的

流量比对应的 SOC 也不相同。

图 4　 不同流量比下氧浓度随时间变化曲线

Fig. 4 　 Curves of oxygen concentration versus time under
different flow ratios

通过式(29)可以看出,SOC 与流量比、燃油化

学分子式、催化反应效率和燃油蒸汽压浓度有关,在
其余影响因素不变的情况下,改变流量比就能控制

油箱气相空间的 SOC。
图 5 给出了不同催化反应效率下,流量比与

SOC 的关系。 从图 5 中可以看出,当流量比较小时

SOC 稳定在 0 % ,由此可见适当补气并不会导致

SOC 上升;随着流量比的增大 SOC 开始由 0 %逐渐

升高,且随着催化反应效率的增加,SOC = 0% 的流

量比区间增大。

图 5　 不同反应效率下 SOC 与流量比关系曲线

Fig. 5 　 Relationship curves between SOC and flow ratio under
different reaction efficiencies

2. 2　 催化反应器发热、产水与 SOC 的关系

在催化过程中燃油蒸汽被氧化会产生大量的热

和水蒸气,惰化系统实际工作过程中,必须在任一时

刻保证催化反应器不产生飞温、惰性气体温度不超

限。 为此,分析催化反应器功率和产水峰速率对

SOC 的影响。
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图 6 给出了不同催化反应效率下,产水速率、发
热功率与 SOC 的关系。 研究结果表明:催化反应器的

产热峰值功率和产水峰值速率随着 SOC 的增大而逐

渐降低;在相同 SOC 下,随着催化反应效率的增加,
催化反应器的产热峰值功率和产水峰值速率增大。

图 6　 不同反应效率下发热功率、产水速率与 SOC 关系曲线

Fig. 6 　 Relationship curves between heat generation rate and
water production rate with SOC under different reaction
efficiencies

从图 5、6 分析可知,各个催化反应效率下存在

着不同的 SOC =0%的流量比区间,在这个区间内随

着流量比的增大 SOC 并不会变化,但是流量比的变

化会直接影响催化反应器的发热产水性能,因此对

这部分区间的流量比进行分析。
图 7 给出了不同催化反应效率下,产水速率、发

热功率与流量比的关系。 研究结果表明:SOC = 0%
时,随着流量比的增大,发热功率和产水速率均会出

现极大值,且该极大值随着催化反应效率的增加而

增大。 出现这种现象的主要原因是:一开始催化反

应器内的燃油蒸汽过量,随着流量比的增大进入催

化反应器的 O2逐步增多,使得催化反应器的发热功

率和产水速率升高;当进入催化反应器的 O2与燃油

蒸汽刚好完全反应时,发热功率和产水速率达到极

大值;随着流量比的继续增加,参与反应的燃油蒸汽

减少,发热功率和产水速率迅速下降。 随着催化反

应器效率的提高,原本不发生反应的燃油蒸汽也参

与到反应过程中,这导致催化反应器的发热功率和

产水速率极大值在更大的流量比下出现,这也就是

图 7 中 ηcat越大极值点出现越晚的原因。
2. 3　 燃油类型与 SOC 的关系

不同类型的燃油,其燃油蒸汽压具有较大的差

异,对于燃油蒸汽压较大的燃油来说,抽吸气中燃油

蒸汽所占比例较高,氧气可能会被完全消耗,因此惰

化效果具有很大差异。 将表 1 中的 4 种燃油,代入

本文建立的催化惰化系统数学模型进行求解,计算

中选择油箱容积为 0. 481 m3的标准中央翼油箱,载
油率为 50% ,催化反应器效率 ηcat为 20% ,风机流量

为 80 L / min。

图 7　 不同反应效率下发热功率、产水速率与流量比关系曲线

Fig. 7 　 Relationship curves between heat generation rate and
water production rate with flow ratio under different
reaction efficiencies

图 8 给出了不同燃油类型下,SOC 随流量比的

变化曲线。 从图中可以看出在同一 SOC 下,4 种燃

油对应的流量比存在 RP-5 > RP-3 > RP-6 > JP-8 的

关系。 其主要原因在于,RP-5、RP-3、RP-6 和 JP-8
的燃油蒸汽压分别为 13. 84、6. 00、0. 75 和 0. 60 kPa,当
燃油蒸汽压越高时,所消耗的氧越多,所以在相同的

SOC 时需要的外界补气就越多,流量比就越大。

图 8　 不同燃油类型下流量比与 SOC 关系曲线

Fig. 8 　 Relationship curves between flow ratio and SOC under
different fuel types

2. 4　 海拔高度及爬升率与 SOC 的关系

大气压会随着海拔高度的变化而改变,这必将

对耗氧性惰化系统的 SOC 带来影响,本文以 RP-5
燃油为例,计算中选择油箱容积为 0. 481 m3的标准

中央翼油箱,载油率为 50% ,风机流量为 80 L / min,
催化反应器效率为 20% ,在不考虑温度变化的情况

下研究海拔高度以及爬升率对 SOC 的影响。 不同
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海拔高度下的大气压是根据下式确定:

P = P0e
- MgZ

RT (33)
式中:P0为海平面大气压,Pa;g 为重力加速度,m/ s2;T
为海平面温度,K;R 为气体状态常数,J / (mol / K);
M 为空气摩尔质量,kg / mol;Z 为海拔高度,m。

图 9 给出了不同流量比下,SOC 随海拔高度的

变化曲线。 从图中可以看出随着海拔高度的升高

SOC 降低,使得原本不能将 SOC 拉低至 0% 的流量

比也可以将 SOC 降低至 0% ,出现这样现象的原因

是随着海拔的升高,大气压逐渐降低,使得燃油蒸汽

分压增大,弥补了大流量下氧过量的情况。

图 9　 不同流量比下海拔高度与 SOC 关系曲线

Fig. 9 　 Relationship curves between altitude and SOC under
different flow ratios

在爬升过程中,由于大气压时刻发生变化,此时

的 SOC 不再是趋向于一个确定值,而是随着高度的

变化时刻变化着,为了方便研究,取每步计算结果的

氧浓度为爬升阶段的 SOC,在上述计算条件中取QR =3
进行计算,对不同爬升率下 SOC 的变化进行研究。

图 10 给出了不同爬升率下 SOC 随时间的变化

曲线。 从图中可以看出 SOC 的下降速度随爬升率

的增大而加速,在相同时间内爬升率越大终了时的

SOC 就越低。 出现这样的原因主要是爬升率越大在

相同的时间内飞机到达的海拔高度越高,而 SOC 会

随着海拔高度的升高而下降,所以呈现出爬升率越

大 SOC 下降速度越快的现象。

图 10　 不同爬升速率下 SOC 随时间变化曲线

Fig. 10　 Curves of SOC versus time under different climbing rates

3　 结　 论

1)存在着稳定氧浓度为 0% 的流量比区间,在
该区间内稳定氧浓度不随流量比的变化而变化,且
该区间随着催化反应器效率的提高而增大,催化反

应效率 ηcat = 100%的该区间是 ηcat = 20%的 5 倍。
2)提高 SOC 可以有效降低催化反应器的发热

功率和产水速率,SOC 从 1% 提高到 9% ,发热功率

和产水速率下降了 36. 1% 。
3)SOC 与流量比的对应关系受到燃油类型的

影响,蒸汽压越高的燃油需要更大的外界补气才能

维持相同的 SOC。
4)随着海拔高度的增加无需增大流量比 SOC

也会下降;在爬升过程中爬升率会对 SOC 下降速率

产生影响,越大的爬升率 SOC 下降速率越快。
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