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喷嘴与活塞顶形状对氢内燃机性能影响的模拟 
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摘要：建立了直喷氢内燃机的三维数值模型，针对喷孔个数、安装位置及活塞顶部形状对混合气形成与燃烧性能

的影响进行了模拟．结果表明：采用平顶活塞时，偏置喷孔的性能优于中置喷孔，最高指示热效率为 47.28%．在

此基础上进一步研究了活塞顶部形状对燃烧性能的影响，发现活塞顶部形状对混合气的形成有较大的影响，斜顶

活塞与 1 孔喷嘴组合方案形成的混合气浓度分布会使得滞燃期和燃烧持续期增加，但会减小传热损失，增加做功

能力，使指示热效率高于平顶活塞方案．为了进一步验证斜顶活塞的优势，进行了不同当量比下的性能对比，发

现斜顶活塞与平顶活塞相比，在当量比为 0.3、0.5 和 0.7 时最高指示热效率分别提升了 0.29%、0.67% 和 0.52%． 
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Abstract：A three-dimensional numerical model for a direct injection hydrogen engine was initially constructed. 

Subsequently，simulations were conducted to investigate the impact of orifice quantity，installation position，and 

piston top shape on combustion performance. The results show that the performance of side injector position is bet-

ter than that of center injector position，and the maximum indicated thermal efficiency is 47.28%. Based on the side 

injector position，the influence of piston top shape on combustion performance is further studied，and it is found 

that the shape of piston top shape has a significant impact on the development and distribution of mixture in the cyl-

inder. The mixture concentration distribution formed by the combination of slope head piston and 1-hole nozzle will 

extend the ignition delay and combustion duration，but it will reduce wall heat transfer loss，increase work capac-

ity，and make the indicating thermal efficiency higher than that of the flat top piston. To further verify the advan-

tages of the slope head piston，the performance under different equivalence ratios was simulated. The result indi-

cates that the maximum indicated thermal efficiency of the slope piston top increases by 0.29%，0.67% and 0.52% 

respectively，under the equivalence ratios of 0.3，0.5 and 0.7. 

Keywords：hydrogen engine；orifice quantity and position；piston top shape；mixture formation；indicating 

thermal efficiency 

 

氢能由于清洁环保、质量能量密度大等特点逐渐

成为极具发展前景的清洁燃料，被世界各国重视[1]．而

氢内燃机只需在传统内燃机基础上进行一定的改造，

并可以通过增压、稀燃等手段实现较高的热效率．因

此，氢内燃机是推动传统内燃机各种应用领域升级转

型、助力“碳达峰”和“碳中和”的重要技术方向[2-4]．缸

内直喷氢内燃机由于具有功率密度大、热效率高、喷

氢策略控制灵活以及可以避免回火等优点成为了重
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要的发展方向．缸内直喷氢内燃机混合气的形成状

态对内燃机的性能影响很大．因此，研究人员针对喷

射压力和喷射策略、氢气喷嘴的结构及位置进行了较

广泛的研究． 

Wallner 等[5]在一台缸内直喷氢内燃机上研究了喷

射方向和喷射策略对燃烧的影响发现，相比于单次喷

射，多次喷射策略可以大幅降低 NOx 排放．有研究[6-8]

表明，两次喷射可以形成明显的分层混合气，能加快

燃烧速度降低壁面热损失，从而提高热效率．Salazar

等[9]试验发现，采用 15 MPa 单孔喷嘴在 40° CA BTDC

喷射，能够在点火时刻形成比较均匀的混合气．而且随

着喷射压力的提高，贯穿距和湍动能都会增加．Wang

等[10]在一台氢气气道喷射内燃机上利用数值模拟研究

了喷射正时、喷孔直径及喷孔位置对混合气形成的影

响表明，随着喷射正时的提前，残留在进气道中的氢

气逐渐减少，降低了回火和早燃的可能性．Yang 等[11]

比较了单氢气喷嘴及对称和沿进气道间隔布置双氢

气喷嘴的混合气形成情况表明，双氢气喷嘴的方案能

够明显改善混合气的均匀度，增加燃烧速度，但也增

加了气缸内的最高温度以及高温区域，早燃和爆震的

倾向相对增加．Tsujimura 等[12]试验发现，相同的喷

氢量工况下较低的喷射压力会增加喷射脉宽，从而导

致形成的混合气分层更明显，燃烧加快；由于较浓混

合气区域出现，缸内高温区域增加导致 NOx 排放增

加．Keskinen 等[13]研究发现，相比于喷射压力，混合

速率对喷射正时更敏感，晚喷时氢气射流和壁面或活

塞顶面的相互作用可以明显增强混合速率． 

除了喷射策略和喷孔相关参数外，燃烧室形状同

样会对混合气形成造成影响，进而影响燃烧和排放性

能．Harshavardhan 等[14]分析发现，中心扁平碗型活塞

的滚流比提高约51%，缸内流动湍流动能提高约21%，

混合气分层更好，蒸发速率提高 33%．Nam 等[15]研究

了不同燃烧室形状对压燃式内燃机缸内流场的影响，

发现 A 型塞碗状的湍流和径向速度最高．在气体燃

料内燃机方面，Fiore 等[16]对以合成气为燃料的缸内

直喷内燃机的活塞形状和喷油器几何形状对燃烧影

响进行了研究，结果表明：就性能而言，低余隙燃烧

室的活塞顶部形状在性能方面最为有利．Ali 等[17]分

析了以合成气为燃料的均质压燃内燃机不同活塞形

状下的燃烧性能发现，挤流效应和反向挤流效应是影

响燃烧过程的主要因素；与扁平活塞相比，挤流面积

比为 2.5% 的方碗型活塞，表现出较高的热效率．通

过优化方碗型活塞，在中低负荷和高负荷下的热效率

分别提高了 5% 和 3% ． 

综上所述，研究人员对氢气混合气形成和燃烧性

能做了大量研究，得到了较好的结果；但混合气的形

成和燃烧性能除了受上述影响外，燃烧室形状的影响

也不容忽视．因此，笔者探究喷孔个数、喷孔位置及

活塞顶部形状等对混合气形成和发展过程以及对氢

内燃机燃烧性能的影响规律． 

1 数值模型 

采用的模型是根据 3 缸汽油机改装的，利用

CONVERGE 软件进行三维数值模拟．图 1 给出了该

内燃机的三维模型以及经过火花塞和氢气喷嘴中心

的 X＝0 的截面示意．内燃机基本参数如表 1 所

示．运算中采用的基本网格尺寸为 4 mm，不同区域

的加密级数如表 2所示． 

 

图 1 氢内燃机三维模型 

Fig.1 3D model of hydrogen engine 

表 1 内燃机技术参数 

Tab.1 Engine specifications 

  参数   数值 

内燃机型式 直列四冲程，涡轮增压 

缸数 3 

缸径/mm 83 

活塞行程/mm 92 

点火能量/mJ 40 

排量/L 1.495 

压缩比 11.3 

表 2 固定加密和自适应加密的区域和级数 

Tab.2 Region and scale of fix embedding and AMR 

 区域  加密类型 加密级数 

气缸 自适应加密 3 

火花塞 固定加密 5 

喷嘴 固定加密 5 

进/排气门 固定加密 3 

 

1.1 喷嘴形式和活塞顶面形状 

首先开展在平顶活塞条件下喷孔个数及安装位

置对混合气形成和燃烧性能的影响研究，其中喷嘴位

置及个数包括偏置 1 孔和 6 孔、中置 4 孔和 8 孔．之

后选取热效率最高的偏置 1 孔氢气喷嘴进行平顶和斜

顶活塞对于混合气形成、燃烧及排放影响的探究．图

2 和图 3 分别为笔者用到的各种组合以及喷孔示意，

其中截面位置为 X＝0．根据活塞顶面形状、喷孔个
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数和位置分为 5 种组合，具体如表 3 所示．为了消除

模拟过程中喷孔流通面积的影响，所有形式的喷孔总

面积都设定为 π cm
2． 

 

 （a）4 孔中置  （b）8 孔中置  （c）6 孔偏置   （d）1 孔偏置 

图 2 不同喷孔个数示意 

Fig.2 Schematic of different number of orifices  

 

（a）偏置氢气喷嘴平顶活塞顶 

 

（b）中置氢气喷嘴平顶活塞顶 

 

（c）偏置氢气喷嘴斜顶活塞顶 

图 3 不同活塞形状和喷孔位置示意 

Fig.3 Schematic of different piston shapes and positions 

表 3 不同工况的参数 

Tab.3 Parameters of different working conditions 

方案 喷嘴位置 喷孔个数 活塞顶形状 

1 偏置 1 平顶 

2 偏置 6 平顶 

3 中置 4 平顶 

4 中置 8 平顶 

5 偏置 1 斜顶 

 

1.2 计算边界与初始条件设置 

根据试验和 GT-Power 模拟结果，边界条件和初

始条件设置分别如表 4 和表 5所示． 

表 4 边界条件 

Tab.4 Boundary condition 

区域 边界类型 温度/K 

活塞顶面 运动壁面 462 

缸盖底面 固定壁面 398 

进气道 固定加密 353 

排气道 固定壁面 700 

氢气流 进气流 305 

表 5 初始条件 

Tab.5 Initial condition 

初始区域 温度/K 压力/MPa 

气缸壁面 360  0.100 

进气道 300  0.200 

排气道 400  0.105 

氢气喷嘴 300 10.000 

 

1.3 计算模型与模型验证 

首先对于模型的网格独立性进行了验证，其结果

如图 4 所示，随着固定加密级数的增加，模拟结果的

误差逐渐减小，加密 2 级与 3 级后缸内压力几乎重合，

放热率最大误差小于 1.0%．因此，综合考虑模拟时间

与精度因素，选用 2 级固定加密进行后续模拟计算．采

用 RNS k-ε 模型求解湍流输运方程，为了证明该模型

能够准确模拟氢气的混合过程，根据 Scarcelli 等[18]

的光学试验建立相应的数值模型，并将模拟结果与其

光学试验结果进行对比，如图 5 所示．从-130°～   

-100° CA ATDC 模拟结果基本和试验结果一致，能够 

 

（a）缸内压力 

 

（b）放热率 

图 4 网格独立性验证 

Fig.4 Verification of grid independence 
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准确模拟氢气射流经过壁面和活塞引导后形成的滚

流．从-85°～-30° CA ATDC 模拟得到的氢气扩散速

度较试验结果稍慢一些，但从整体看，二者氢气的分

布是极其相似的，所以该湍流模型能够准确模拟氢气

的喷射和混合过程．G 方程燃烧模型将层流火焰速

度模型与详细的化学动力学模型相结合，同时考虑了

自燃和激波对燃烧的影响，更适合氢气燃烧，因而利

用该模型进行燃烧过程模拟，而该模型中涉及的层流

火焰速度系数以及温度和压力系数参见文献[19]．模

拟和试验所得的缸内压力和放热率的对比如图 6(a)

所示，模拟结果与试验结果的趋势基本一致，最大误

差在 3% 以内，说明了该模型的适用性．NOx 计算模 

 

（a）-130° CA ATDC 

 

（b）-100° CA ATDC 

 

（c）-85° CA ATDC 

 

（d）-55° CA ATDC 

 

（e）-30° CA ATDC 

图 5 氢摩尔分数分布模拟和试验结果对比 

Fig.5  Comparison of numerical and experimental results

of hydrogen molar concentration distribution 

型采用扩展的 Zeldovich 模型，模拟结果与试验的对

比如图 6(b)所示，当量比为 0.31、0.50 和 0.70 工况

下的 NOx 排放量均处于同一数量级．在后续模拟计

算中采用固定的喷射压力和喷射结束时刻，以消除其

对流场和混合气形成的影响，在不同方案相同当量比

工况下喷氢量相同，具体参数如表 6所示． 

为了方便分析对比燃烧过程，定义 CA 50 为缸

内累积放热量达到 50% 时所对应的曲轴转角，即燃

烧中心；定义燃烧持续期为缸内累积放热量从 10%

到 90%经过的曲轴转角；同时定义滞燃期为从点火

到缸内累积放热量 10%曲轴转角． 

 

（a）缸内压力与放热率 

 

（b）NOx 排放 

图 6 试验与模拟的缸内压力、放热率和 NO
x
排放对比 

Fig.6 Comparison of numerical and experimental results 

of in-cylinder pressure，heat release rate and NO
x

emission 

表 6 工况参数设置 

Tab.6 Settings of working condition parameters  

  参数   数值 

转速/(r·min
-1) 3 000 

进气门关闭时刻/(°)CA ATDC -190 

排气门开启时刻/(°)CA ATDC 136 

进气压力/MPa 0.2 

喷射结束时刻/(°)CA ATDC -40 

氢气喷射压力/MPa 10 

 

2 结果与分析 

2.1 喷孔个数与位置对混合气形成和燃烧性能的影响 

为了研究喷孔个数及位置对混合气形成和燃烧
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的影响，在平顶活塞的基础上对方案 1～4 包括偏置

1 孔、偏置 6 孔、中置 4 孔和中置 8 孔进行了探究，模

拟过程中总体当量比保持 0.5 不变． 

2.1.1 缸内流场的形成与发展 

图 7 为 4 种不同喷孔个数和位置的缸内流场发

展过程．在-180° CA ATDC 时，4 种工况流场有所差

异但是不大，均在气缸右下方形成一个速度较低的逆

时针涡团，而在气缸左上方均形成了一块低速区

域．随着活塞的上行，流场的差异变得更小，特别是

在-53.4° CA ATDC 时，流场几乎相同． 

由于保证了所有方案喷孔的通流面积相同，在喷

氢量相同的前提下，喷射持续期虽有所变化，但变化

范围均在 0.5° CA 以内，影响有限．而在氢气喷射开

始 1° CA 后，因不同喷孔个数与不同位置的喷氢速度

有所差异，对流场产生的干扰也不同，致使缸内流场

有较大的差异．对比方案 1 和 2 可以看出，方案 1 由

于喷射造成的高速区域更大．这一现象随着喷射时

刻的进行更加明显，尤其是在喷射结束时刻-40° CA 

ATDC 时，方案 1 的速度场在氢气喷射的持续作用

下，在靠近排气门侧下部形成了较为均匀的高速顺时

针涡团，并与活塞顶面和气缸壁发生了碰撞．在进气 

 

（a）-180° CA ATDC 

 

（b）-53.4° CA ATDC 

 

（c）喷射开始 1° CA 

 

（d）-40° CA ATDC 

 

（e）-6° CA ATDC 

 

图 7 不同喷孔形式和位置的缸内流场发展过程 

Fig.7  Development process of in-cylinder flow field with

different orifice forms and positions 

形成的逆时针涡团的作用下，气缸排气侧形成了较小

的高速逆时针涡团．而对于方案 2，由于 6 孔同时喷

射，速度和动量相对发散，射流贯穿距相对减小，在

喷射结束时刻，高速气流只与活塞顶面发生了碰撞；

流场分布较为杂乱，中心涡流区域减小，气缸左上方

涡团的速度也较小．最终使得在点火时刻，方案 1 的

速度大于方案 2 的速度，意味着在其他条件相同时，

偏置 1 孔在点火时刻拥有较大的湍动能．而对比方

案 3 和方案 4 喷射开始 1° CA 后的流场图可以看出，

方案 4(中置 8 孔)造成的动量变化和流场扰动明显

大于方案 3(中置 4 孔)，随着喷射的进行此现象更加

明显，在喷射结束时刻，方案 3 气缸中心区域形成了

大面积的高速区域，而方案 4 的氢气则更集中高速地

射向活塞，与活塞顶面发生碰撞后形成了两个方向相

反的高速涡团．这可能是由于氢气喷嘴喷孔过多，随

着喷射进行，氢束之间相互干涉，崩塌成一股，使得

高速气流更加集中．随着流场的发展，方案 4 工况在 

-6° CA ATDC 时也呈现了较大的速度场． 

为了定量地揭示不同方案对于湍动能的影响，图

8 给出了 4 个方案的湍动能变化过程．在喷氢之前 4

个方案的湍动能基本相同，而开始喷氢后湍动能有了

较大差异，方案 1 最大，方案 2 次之，方案 3 和方案 4

较小，但是方案 4 仍然大于方案 3，这与流场分析结

果一致．方案 1 湍动能最大的原因是 1 孔氢气喷嘴

的氢气射流动量相对集中，形成的涡团尺度较大，因

而湍动能较大，但是喷射结束后随着活塞的上行，大

涡团受到挤压破损成多个小涡团，黏性耗散增加，因

而湍动能耗散加快，湍动能迅速下降．但先前的假设

由于中置 8 孔的氢束较早地发生干涉，形成一股相对

集中的流束．因而湍动能较方案 3 略高，湍动能变化

图也证明了假设的正确性． 

 

图 8 不同方案缸内湍动能变化 

Fig.8 Changing process of in-cylinder turbulent kinetic 

energy with different schemes 

2.1.2 混合气的形成过程 

图 9 和图 10 为方案 1～4 的混合气发展过程．由

图 9 中喷射前期的图像可以看出，方案 1 的贯穿距和
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分布范围明显比方案 2 大，而在-40° CA ATDC 时，

方案 1 的氢气束已经和活塞顶面及气缸壁发生碰撞，

而方案 2 的氢气由于喷射角度和贯穿距的原因只与

活塞的中心区域发生了碰撞．由图 10 可知，随着活

塞的进一步上行，方案 2 的氢气束则进一步向排气侧

运动，最终形成了排气侧的混合气较浓的分布．但方

案 1 的混合气随着活塞的运动混合气向气缸两侧运

动，最终形成混合气较浓区域更大的分布状态．但从

方案 3 和方案 4 的混合气分布可以看出，喷射前期，

方案 4 由于喷孔之间的相互作用已经出现了崩塌合

并的现象，到-50° CA ATDC 时这种现象更加明显，

而方案 3 的氢气束虽然也有干涉但并没有方案 4 严 

 

（a）喷射开始 1° CA 

 

（b）-50° CA ATDC 

 

（c）-40° CA ATDC 

图 9 不同方案的混合气当量比为 1.0 等值面发展过程 

Fig.9  Development process of a mixture equivalence 

ratio of 1.0 of different schemes 

 

（a）-30° CA ATDC 

 

（b）-20° CA ATDC 

 

（c）-6° CA ATDC 

图 10 不同方案的混合气形成过程和当量比分布 

Fig.10  Mixture formation process and equivalence ratio

distribution of different schemes 

重．在-40° CA ATDC 时刻，方案 4 的氢气束以较为

集中的范围与活塞发生碰撞，随后紧贴活塞顶面向四

周扩散，而方案 3 则以较大范围与活塞顶面接触，这

与流场分析的结果相吻合．随着活塞进一步上行，混

合气扩散加快，最终方案 3 在点火时刻的混合气当量

比大于 1.0 的范围明显小于方案 4 工况．混合气的分

布对点火后火核的形成和火焰发展有较大的影响，而

由图 10(c)可知，方案 1、3 和 4 火花塞附近混合气的

当量比均较大，方案 1 在 1.0 左右，方案 3 和 4 则大

于 1.0，方案 2仅为 0.5 左右，这将对点火之后的滞燃

期和燃烧持续期有较大影响． 

2.1.3 燃烧性能及热效率 

为了研究不同喷孔个数及位置对火焰传播速度

的影响，采用温度为 1 700 K 等值面表征火焰面，图

11 为-6° CA ATDC 点火后不同时刻火焰面的变化情

况．从开始点火到-5° CA ATDC 时刻，方案 1、3 和 4

均形成了较为明显的火核，且火核大小呈现方案 3 大

于方案 4 大于方案 1 的情况，而方案 2 在-4° CA 

ATDC 时才形成了较小的火核．随着火焰的进一步发

展可以看出其差异进一步加大，方案 2 仍然是分布范 

 

（a）-5° CA ATDC 

 

（b）-4° CA ATDC 

 

（c）0° CA ATDC 

 

（d）5° CA ATDC 

 

（e）10° CA ATDC 

图 11 不同方案的火焰传播过程 

Fig.11 Flame propagation process of different schemes 
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围最小的．但是方案 4的火焰传播范围在 5° CA ATDC

左右超过了方案 3，这是由于相对于方案 3，方案 4 的

混合气当量比在 1.0 左右的区域较大，在燃烧后期燃

烧速度依然较快，而方案 3 在排气侧混合气当量比较

低，因而燃烧后期速度有所减缓．由火焰传播结果再

结合图 8 和图 10 可以看出，点火时刻缸内混合气分

布对于燃烧性能的影响作用明显强于湍动能的作用． 

图 12 为不同方案的指示热效率、CA 50、滞燃期

和燃烧持续期随点火时刻的变化．方案 1 的指示热效

率在点火角为 2° CA ATDC达到最大，为 47.28%．而

方案 2、方案 3 和方案 4 的最高指示热效率分别为

46.34%、46.78% 和 46.44%，方案 1 工况拥有最高的热

效率．方案 1～4 工况下达到最佳热效率的 CA 50 分 

 

（a）指示热效率和 CA 50 

 

（b）滞燃期和燃烧持续期 

 

（c）壁面传热损失 

图 12  不同方案的指示热效率、CA 50、滞燃期、燃烧持

续期及壁面传热损失 

Fig.12  Indicating thermal efficiency ， CA 50 ， ignition 

delay，combustion duration and heat transfer loss

in murals for different schemes 

别为 8.91°、8.80°、6.81°和 6.42° CA ATDC．在所研究

的工况中，方案 1 的滞燃期为 3.41°～3.71° CA，方案

2 为 6.81°～7.01° CA，方案 3 为 2.51°～3.71° CA，方

案 4 为 2.73°～2.93° CA．发现除了方案 2 滞燃期变

化范围达到 1.2° CA，其他工况的滞燃期变化均在

0.3° CA 以内，结合图 10 可知适当提高火花塞附近的

当量比分布可以明显减小滞燃期．就燃烧持续期而

言，方案 1 最短在 7.7°～9.2° CA 之间，而方案 3 最长

在 13.8°～15.61° CA 之间．无论是滞燃期还是燃烧持

续期，随点火提前角的变化波动都较小，这是由于此

时火花塞附近的混合气当量比都处于 0.5 及以上范

围，虽然随点火提前角的变化缸内压力和温度有所变

化，但变化不大．此时缸内混合气的浓度分布是影响

滞燃期和燃烧持续期的重要因素．因而合理组织混

合气分布是提升燃烧性能的重要途径．为了进一步

揭示偏置喷孔特别是偏置 1 孔具有最高热效率的内

在原因，图 12(c)给出了 4 种方案在最高热效率时燃

烧冲程的气缸内壁面传热损失占燃料总能量比值．可

以看出在最高热效率工况时，方案 1 的壁面传热损失

为 12.19% ，明显低于其他 3 种方案．而方案 2、方案

3 和方案 4 的壁面损失占比分别为 13.62% 、13.55%

和 13.53% ．在进气压力相同，氢气喷射量也几乎相

同，点火角相差不大的前提下，随壁面传热损失降

低，热效率提高．进一步解释了 1 孔偏置喷嘴指示热

效率最高的原因． 

2.2 活塞顶部形状对于混合气形成和燃烧性能的影响 

选取指示热效率最高的方案 1 继续研究活塞顶

部形状对于缸内流场、混合气形成及燃烧性能的影

响，具体组合形式为方案 1(偏置 1 孔平顶活塞)和方

案 5(偏置 1 孔斜顶活塞)． 

图 13 为两种不同方案缸内流场发展过程．由  

-180° CA ATDC 时刻的流场可知，相比于方案 1，方

案 5 气缸下部的涡团低速区域更大，气缸顶部的低速

区域也更大．这种差别随活塞的继续上行而减小，在 

-53.4° CA ATDC 时刻两个方案的流场基本相同．开

始喷氢 1° CA 后两种方案的流场差异仍然较小，但随

着氢气喷射的进一步进行，发现缸内流场差异加大，

在-40° CA ATDC 时刻，方案 5 的缸内流场高速区域

明显较小，在气缸内形成的顺时针涡团也较小．随着

活塞的进一步上行，由于黏性耗散和流场挤压使得大

涡团挤压破碎，缸内流场的速度和湍流强度也逐渐下

降，使得在-6° CA ATDC 时刻方案 5 的缸内速度小于

方案 1． 

由两种方案的混合气当量比φ 分布(图 14 和图
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15)可以看出，在喷射开始 1° CA 后，方案 1 和方案 5

的混合气分布基本没有差异．而在-50° CA ATDC 时

刻，方案 5 的氢气束开始与活塞顶面发生碰撞，在活

塞的作用下两种方案开始产生较大差异，喷射结束时

刻，方案 5 的氢气分布范围明显大于方案 1．而由图

15 可以看出，随着活塞的继续上行，方案 5 的当量比

较大的区域更小，缸内的混合气分布更加均匀，最终

形成只在排气侧气缸底部混合气较浓的分布状态．而

方案 1 由于活塞的作用明显小于方案 5，混合气混合

速度也明显小于方案 5，当量比大于 1.0 的区域较

大，形成了进气门侧和火花塞附近以及排气侧气缸底

部的混合气较浓的分布状态． 

 

（a）-180° CA ATDC 

 

（b）-53.4° CA ATDC 

 

（c）喷射开始 1° CA 

 

（d）-50° CA ATDC 

 

（e）-40° CA ATDC 

 

（f）-6° CA ATDC 

图 13 不同活塞顶部形状的缸内流场发展过程 

Fig.13  Development process of in-cylinder flow field with

different piston top shapes 

 

（a）方案 1 

 

（b）方案 5 

图 14 不同活塞顶部形状的混合气当量比为 1.0 等值面发

展过程 

Fig.14 Development process of a mixture equivalence 

ratio of 1.0 with different piston top shapes 

 

（a）方案 1 

 

（b）方案 5 

图 15 不同活塞顶部形状的混合气形成过程 

Fig.15 Mixture formation process of different piston top

shapes 

图 16 为不同活塞顶部形状点火时刻为-6° CA 

ATDC 的火焰发展情况．与方案 1 平顶活塞在点火后

迅速形成火核不同，方案 5 工况在点火开始 6° CA 之

后才形成了火核，在 5° CA ATDC 时刻方案 1 几乎已

经完全燃烧时，方案 5 刚形成较大的火焰面向外传

播．说明在此点火时刻下，方案 5 的滞燃期明显长于

方案 1，这也再次证明点火时刻火花塞附近的混合气

当量比将显著影响火核的形成和燃烧稳定性以及燃

烧相位，进而影响氢内燃机性能． 

图 17 给出了两种方案的指示热效率、CA 50、滞

燃期和燃烧持续期．方案 1 在点火时刻为 2° CA 

ATDC 时指示热效率达到最高为 47.28% ，而方案 5

在点火时刻为-12° CA ATDC 时指示热效率最高，达

到了 47.95% ，较方案 1 提高了 0.67% ．较改造前的原

汽油机最高指示热效率(41.5%)提高了 6.45% ．方案

5 指示热效率提升有两方面原因，一方面是方案 5 较

方案 1 燃烧阶段的壁面传热损失占比下降见图

17 (c)；另一方面，方案 5 燃烧持续期延长、放热率峰
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值下降及点火角提前，使得膨胀冲程缸内压力升高、

做功能力上升见图 17 (d)．方案 1 的滞燃期在

3.41°～3.71° CA 之间，而方案 5 的滞燃期在 11.92°～

13.81° CA 之间，明显长于方案 1．对方案 5 而言其燃

烧持续期也较长，在 12.40°～13.52° CA 之间，而方案

1 在 7.79°～10.00° CA 之间．造成以上现象的原因与

点火时刻缸内混合气的分布状态有密切关系．从图

15 可以看出到达点火时刻-6° CA ATDC 时，方案 1

的火花塞附近当量比较大，在 1.0 左右，而且缸内混

合气当量比大的区域分布较广而且连续；而方案 5 火

花塞附近的当量比为 0.3 左右，滞燃期对当量比较为

敏感，尤其是在当量比为 0.3 的低浓度下，滞燃期较

长．方案 5 缸内混合气当量比较大的区域集中在排

气一侧的缸底，混合气的分布对着火和燃烧过程中的

火焰传播具有很大影响，这一点从图 16 的火焰传播

过程也能得到证明，方案 1 的着火更快，点燃后火焰 

 

（a）方案 1 

 

（b）方案 5 

图 16 不同活塞顶部形状火焰在 T=1 700 K等值面传播过程 

Fig.16 Flame propagation process of different piston top shapes at T=1 700 K 

（a）指示热效率和 CA 50 （b）滞燃期和燃烧持续期 

（c）壁面传热损失 （d）最佳热效率点的缸内压力和放热率 

图 17 不同活塞顶部形状的指示热效率、CA 50、滞燃期和燃烧持续期、传热损失、缸内压力和放热率 

Fig.17  Indicating thermal efficiency，CA 50， ignition delay and combustion duration，wall heat transfer loss， in-cylinder 

pressure and heat release rate of different piston top shapes 

传播也更快，燃烧更为集中．因此，方案 1 的滞燃期

和燃烧持续期明显短于方案 5，方案 5 点火提前角明

显增加． 

2.3 不同当量比下平顶与斜顶活塞对比 

方案 5 中使用的斜顶活塞在指示热效率方面存

在一定的优势，当量比为 0.5 时指示热效率达到了
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47.95% ；但由于活塞顶部形状的变化，斜顶活塞与平

顶活塞相比，最佳点火角提前了近 10° CA．为了防止

由于模拟误差造成的影响，图 18 为相同喷氢结束时

刻方案 1 和方案 5 活塞顶部形状及不同当量比下的

燃烧性能和 NOx 排放的比较．当量比为 0.3 和 0.7 的

工况下方案 5 的点火角都较早，且不同的当量比下方

案 5 的最高指示热效率都略高于方案 1，当二者当量

比为 0.3 时分别为 49.22% 和 48.93% ，当量比为 0.7

时分别为 45.89% 和 45.37% ，分别提高了 0.29% 和

0.52% ．两种方案下当量比为 0.3 工况的最高指示热

效率对应的CA 50分别为 6.02° CA ATDC和 5.93° CA 

ATDC；当量比为 0.7 工况时分别为 8.43° CA ATDC

和 7.01° CA ATDC．并且方案 5 的滞燃期和燃烧持续

期都比相同当量比下方案 1 的长． 

 

（a）指示热效率和 CA 50 

 

（b）CA 0-10 和 CA 10-90 

 

（c）MMF 和 NOx 排放 

图 18 不同方案和当量比的燃烧性能和 NO
x
排放 

Fig.18  Combustion and NO
x

emission performance of 

different schemes and equivalence ratios 

NOx 是氢内燃机最重要的排放，而在当量比相同

时，缸内温度越高 NOx 排放量越大，用温度超过

2 500 K 物质的最大质量分数(MMF)来表征高温物

质占比，该参数更加具体地反映了缸内高温程度，而

在当量比一定时高温是影响 NOx 生成的最主要因

素，其与 NOx 的关系如图 18(c)所示．在最佳点火角

的前提下方案 1 和方案 5 在当量比为 0.3 时对应的

MMF 和 NOx 排放分别为 4.26% 和 4.03 g/(kW·h)、

0% 和 0.27 g/(kW·h)；在当量比为 0.5 时分别为 29%

和 21.39 g/(kW·h)、7.73% 和 10.69 g/(kW·h)；在

当量比为 0.7 时分别为 52.2% 和 27.02 g/(kW·h)、

58.41% 和 31.04 g/(kW·h)．综上可以看出，方案 5

的活塞顶部形状在当量比为 0.3 和 0.5 时，在热效率

和排放都表现出了优势，尽管当量比为 0.7 的工况时

方案 5 的 NOx 排放略高，其热效率仍表现出了一定

的优势． 

3 结 论 

(1) 滞燃期的长短受点火时刻火花塞附近的混

合气浓度影响较大；采用平顶活塞时，方案 2 点火时

刻火花塞附近当量比最小在 0.5，其他方案在 1.0，致

使方案 2 滞燃期增加至 6.81°～7.01° CA，其他方案

均小于 4.0° CA；相同的当量比工况下采用方案 5 斜

顶活塞时，使得点火时刻火花塞附近的当量比为 0.3

左右，滞燃期增加至 11.92°～13.81° CA． 

(2) 采用平顶活塞不同喷嘴方案可以改变混合气

的分布，进而影响燃烧的速率和进程，使得壁面传热

损失发生变化，方案 1 的壁面传热损失为 12.19%，明

显低于其他 3 种方案；而方案 2、方案 3 和方案 4热损

失占比比较接近，分别为 13.62%、13.55% 和 13.53%；

最终导致方案 1 指示热效率最高，达到 47.28%，方案

2～4 分别为 46.34%、46.78% 和 46.44%． 

(3) 采用方案 1 平顶活塞和方案 5 斜顶活塞及

不同当量比下的研究发现，斜顶活塞可以更大程度上

改变混合气的分布，从而降低燃烧过程中产生的高温

物质占比，进而在降低 NOx 和提高指示热效率方面

均展现出一定的优势；当量比为 0.5 时，指示热效率

从方案 1 的 47.28% 提高至方案 5 的 47.95%，NOx 排

放也从 21.39 g/(kW·h)下降至 10.69 g/(kW·h)；当

量比为 0.3 时方案 1 和方案 5 的指示热效率分别为

49.22% 和 48.93%，当量比为 0.7 时分别为 45.89% 和

45.37%，分别提高了 0.29% 和 0.52%． 

综上所述，出于热效率和 NOx 排放的综合考虑，

对于该氢内燃机应采用方案 5 的设计方案，即偏置 1

孔氢气喷嘴与倾斜的活塞顶部． 
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