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摘  要：为研究大长径比管道内氨氢预混气体泄爆过程中泄爆口径对爆炸压力的影响规律，搭建了一套总长为 2 

m 的不锈钢管道实验装置，采用 3 种孔径 为 120 mm、80 mm 和 40 mm 的空心法兰和泄爆膜组成泄放装置，对应泄𝐷

放比 分别为 100%、44.4%和 11.1%。在近似标准状态下，当量比 固定为 0.8，掺氨量 为 30%-70%，记录管内压力𝜃 Φ 𝜑

随时间的变化过程，获得破膜压力 、泄爆压力 和外部二次爆炸压力 等特征参数，分析 与泄爆口径 对压力 P𝑏 P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡 𝜑 𝐷

演化的耦合作用，并在此基础上采用 NFPA 68 标准计算理论最大泄爆压力 与实验结果进行对比并提出修正𝑃𝑟𝑒𝑑,𝑁𝐹𝑃𝐴 68

模型。结果表明，在完全泄放条件下，随着 增加， 仅略有下降，而 和 显著降低，维稳平台和类维稳平台𝜑 P𝑏 P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡 𝑡𝑏

持续时间单调增长，高 工况下外部二次爆炸被明显抑制。 减小时，管内压力时程曲线振荡增强， 延长， 与𝜑 𝜃 𝑡𝑏  P𝑏 P𝑜𝑢𝑡

升高，低 时 随 减少而减少，高 时 随 减少而增加。对于本研究所采用的大长径比端部泄爆管道，NFPA 68𝜑 P𝑒𝑥𝑡 𝜃 𝜑 P𝑒𝑥𝑡 𝜃

标准在大口径泄爆条件下理论值与实验值 相近，而对中、小口径存在明显高估，偏差主要取决于 而非 。通过建𝑃𝑟𝑒𝑑 𝜃 𝜑

立的考虑几何泄放比 和静态动作压力 的修正模型修正后，修正后的最大泄爆压力 与 之比大多控制𝐾𝑣 𝑃𝑠𝑡𝑎𝑡 𝑃𝑟𝑒𝑑,𝑐𝑜𝑟𝑟 𝑃𝑟𝑒𝑑

在 1-4 范围内，有效减小不同泄爆口径下理论最大泄爆压力与实验值之间的偏差。本研究为氨氢预混气体长管泄爆提

供了理论依据和可供参考的经验公式，并为氨氢预混气体大长径比端部泄爆装置的工程设计与安全评估提供参考。
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Explosion pressure evolution of ammonia–hydrogen premixed gas 
in a large length-to-diameter end-vented long tube with different 
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Abstract: Vented deflagrations in ducts with a high length-to-diameter ratio are frequently encountered in hydrogen–ammonia 

energy systems, yet the pressure evolution and the applicability of engineering venting standards remain insufficiently validated 

for “large length-to-diameter ratio plus small end vent” configurations. An experimental study was therefore conducted to 

quantify how end-vent diameter affected the internal and external pressure characteristics of ammonia–hydrogen premixed gas 
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in a long tube, and to improve the prediction accuracy of the National Fire Protection Association Standard 68 (Standard on 

Explosion Protection by Deflagration Venting).Experiments were carried out in a stainless-steel duct system with a total length 

of 2 m, one end closed and the other end equipped with an end vent sealed by a thin vent membrane. Three circular vent diameters 

(120 mm, 80 mm, and 40 mm) were tested, corresponding to venting ratios of 100%, 44.4%, and 11.1%, respectively. Tests were 

performed under near-ambient initial conditions at a fixed equivalence ratio of 0.8, while the ammonia fraction in the fuel 

(ammonia plus hydrogen) was varied from 30% to 70%. Gas mixtures were prepared by partial-pressure charging after evacuating 

the mixing vessel, followed by sufficient standing time to promote homogeneity. A pressure transducer installed near the 

downstream region recorded the pressure–time history. For each condition, 3–4 repeated runs were conducted; representative 

traces were selected based on proximity to the mean of characteristic parameters. From each pressure trace, the membrane burst 

pressure, the internal venting peak pressure, the peak pressure associated with an external secondary explosion, and the duration 

of the pressure plateau or quasi-plateau were extracted. The maximum reduced explosion pressure was also calculated using 

NFPA 68 and compared against measurements; a correction correlation was then developed by incorporating the geometric 

venting ratio and the static activation pressure of the venting device. Under full venting, pressure histories exhibited a typical 

three-peak structure corresponding to membrane rupture, internal venting peak, and external secondary explosion peak. 

Increasing the ammonia fraction caused only minor changes in burst pressure but markedly reduced both the internal venting 

peak and the external secondary-explosion peak, while extending the plateau or quasi-plateau duration; at high ammonia fractions, 

the external secondary explosion was strongly suppressed. Decreasing the vent diameter intensified pressure oscillations, 

prolonged the time to membrane rupture, and generally increased both burst pressure and internal venting peak pressure; the 

external peak showed a vent-size-dependent trend that differed between low- and high-ammonia regimes. NFPA 68 predictions 

were close to measurements for the largest vent but showed systematic overestimation for medium and small vents; the deviation 

was governed mainly by vent geometry rather than mixture composition. For the investigated duct (length-to-diameter ratio about 

16.7) with end venting, the overestimation reached approximately 4–8 times for the medium vent and about 30–80 times for the 

small vent. A correction model incorporating geometric venting ratio and static activation pressure reduced the discrepancy 

substantially, with the corrected-to-measured maximum reduced explosion pressure ratio mostly constrained within about 1–4.3. 

These findings provide experimentally grounded guidance and a practical correlation for vent design and safety evaluation of 

end-vented long-duct systems using ammonia–hydrogen premixed fuels.

Keywords: ammonia–hydrogen premixed gas; vent diameters; explosion overpressure; NFPA 68

1 引言
近年来，为实现“碳达峰、碳中和”目标，发展以氢、氨等为代表的零碳或低碳燃料已成为能

源与工业领域的重要方向[1-4]。氨作为一种含氢零碳载能体，兼具高体积能量密度、成熟的大规模生

产与运输体系以及可通过可再生能源制备“绿氨”等优势，被广泛认为是未来氢能利用的重要媒介

之一[1,3,5]。将氨与氢混合既能够显著提高氨燃料的可燃性与燃烧特性，又有望在燃烧过程中实现整体

的零碳排放，因此氨氢预混气体的燃爆特性及其安全问题逐渐成为研究热点[2,5-7,10-11]。然而，氨具有

毒性强、燃烧反应性低、产生 倾向大等特点，氢则具有可燃范围宽、最小点火能低、火焰传播速𝑁𝑂𝑥

度快等特性，二者混合燃料在实际应用中面临更复杂的爆炸风险[5-7,10-11]。

针对上述复杂爆炸风险，现有研究普遍从混合气组成角度对氨氢预混气体的燃爆特性进行研究。

结果表明，氨气和氢气的比例和当量比是决定体系可燃范围、点火难易程度以及爆炸强度的关键参

数之一，其变化会显著影响最大爆炸压力、最大压力上升速率等表征指标[12-16]。随着氨体积分数的

增加，氨氢预混气体的整体反应活性减弱，火焰传播速度、峰值压力与压力上升速率降低，相反，

当氨含量较低、氢比例较高时，混合气反应活性更强，火焰传播迅速，压力积累过程加快，峰值压
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力升高，表现出更高的爆炸强度[16-20]。其中，Cheng 等[19]在 20 L 球形爆炸容器中对氨氢预混气体开

展的实验以及 Deng 等[16]在 1.67 L 定容燃烧室中系统研究掺氢比、当量比和压力对氨氢预混气体爆炸

特性的工作均表明，随着掺氢比的提高，最大爆炸压力 、最大压力上升速率 和爆燃指𝑃𝑚𝑎𝑥 (𝑑𝑃 𝑑𝑡)𝑚𝑎𝑥

数 等参数显著增大，而爆炸持续时间明显缩短，从实验上验证了上述规律。整体来看，掺氨量是𝐾𝐺

决定氨氢预混气体燃爆反应性的关键因素，其变化直接影响火焰传播能力和压力演化特征，是影响

混合气燃爆危险性的重要主导参数。然而，上述研究多集中于封闭空间内的燃爆过程，而在工程应

用中氨氢混合气常处于可泄压或受限通风环境，其压力演化规律会受到泄爆口径等结构参数的显著

影响，与封闭条件下表现存在差异。大量研究表明，泄爆口面积、泄爆膜的静态动作压力会显著影

响爆燃过程中的压力演化规律和超压水平[21-25]，虽然多数研究为氢或烃类燃料，但其对泄爆口参数

影响超压的结论，对氨氢混合气仍具有参考价值。现有研究结果普遍认为，增大泄爆口径或有效泄

爆面积、降低静态动作压力，有利于在燃爆早期及时释放反应气体和压力，从而降低容器内部的峰

值超压并减缓压力上升速率，但会增加外部可燃气体的浓度从而增强外部二次爆炸的强度，使内部

减压效果与外部冲击之间存在一定的折中关系[21,26-28]。Rocourt 等[28]在体积为 3375 的透明立方体c𝑚3

容器中和 Guo 等[29]在带有两个对称通风口的圆柱形容器中研究时，发现减小通风口尺寸会促进容器

内最大爆炸压力的增加。Lu 等[21]在 20 L 方形容器中研究了通风口尺寸对通风特性的影响机制，发现

通风口尺寸的增加促进了排气效率的提升，因此最大压力逐渐下降，但是也促进了外部未燃氢气量

及通风后火焰最大传播距离的增加。在工程设计中，NFPA 68《爆燃泄压防爆标准》[30]是目前最广泛

采用的泄爆设计依据之一，该标准在长径比较小、几何结构相对简单的封闭或单一通风容器中得到

了广泛应用，被普遍采用作为泄爆口尺寸选取和反推最大泄爆压力 的工程依据。但是，有学者对𝑃𝑟𝑒𝑑

NFPA 68 模型的适用性开展了系统评估，发现当其直接应用于长径比较大的容器和燃料-空气体系时，

对最大泄爆压力的预测存在一定局限，往往表现出明显偏保守的趋势[31-35]。Zhang 等[32]在不同长径比

的管道内开展丙烷-空气泄爆实验指出，NFPA 68 仅给出了长径比小于等于 5 条件下的泄爆面积计算，

且在长径比大于 5 等工况下标准公式并不适用，同时对比结果表明 NFPA 68 在长径比等于 7 时对𝑃𝑟𝑒𝑑

存在显著高估，并建立了考虑长径比和排气面积影响的 经验修正模型。Mokhtar 等[33]和 Sinha 等𝑃𝑟𝑒𝑑
[34]对多种泄爆经验相关式进行了系统对比评估，结果表明 NFPA 68 用于预测 的相关式整体偏保𝑃𝑟𝑒𝑑

守，并且对氢气-空气泄爆爆炸没有可靠的理论预测。Ji 等[35]在 20 L 球形容器中用三种泄爆口直径进

行了混合爆炸实验，指出 NFPA 68 对于混合爆炸泄爆预测结果均具有保守性，并且随着排气口直径

减小和静态动作压力 升高，预测结果趋向保守。近年来有外学者围绕 NFPA 68 工程模型开展了𝑃𝑠𝑡𝑎𝑡

改进与修正研究，以提升其在复杂结构与不同燃料体系下对 的预测能力[32,36-39]。Amy 等[36]构建了𝑃𝑟𝑒𝑑

一个基于 NFPA 68 的新工程模型 Ventdef，采用实际气体浓度计算以降低过度保守并提高 预测准𝑃𝑟𝑒𝑑

确性，同时扩展了对泄爆口外部超压的预测能力。Kraft 等[38]基于敏感性分析与大型试验对比提出，

使用计算出的混合物专属性质代替 NFPA 68 默认值计算 ，可以使 的预测值平均降低 15%，同𝑃𝑟𝑒𝑑 𝑃𝑟𝑒𝑑

时在大多数情景下保持保守预测，这些改进在氢气应用中最为显著， 压力降低高达𝑃𝑟𝑒𝑑

65%。Changshuai 等[39]通过引入几何泄放比 、NFPA 68 模型中的系数 以及排气位置到点火源的距𝐾𝑣 C

离 ，基于狭窄空间丙烷-空气排气爆炸实验数据，建立了 的经验修正模型。然而，现有修正方法d 𝑃𝑟𝑒𝑑

多基于烃类或纯氢体系建立，其对氨氢预混气体以及大长径比端部泄爆结构的适用性仍缺乏系统验

证与专门化修正。

氨氢预混气体的燃爆反应性虽已在封闭条件下得到较为系统的认识，但在工程实际的受限通风

环境中，泄爆口径及其对应的静态动作压力等结构参数会显著改变压力演化规律，现行 NFPA 68 模

型在氨氢体系与大长径比端部泄爆结构中的适用性缺乏充分验证，进而可能导致泄爆后 的工程预𝑃𝑟𝑒𝑑

测偏差与泄爆设计不确定性。对于工程中常见的单段长管+单一端部泄爆结构（如管廊输送管段、容

器连接段、末端封闭支路等），火焰传播与压力波叠加会使泄放过程更复杂，标准模型的适用边界与
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预测偏差仍需实验验证。特别是在氨氢预混气体输送条件下，燃烧特性差异可能进一步影响压力演

化与泄放效果，因此有必要针对该典型工况开展系统研究并提出相应修正。基于此，本研究以总长 2 
m、特征尺寸 120 mm（L/D≈16.7）的直管端部单侧泄爆系统为研究对象，采用圆形端部泄爆口径

40/80/120 mm（泄放比 11.1%/44.4%/100%）并在当量比 0.8、掺氨量 30%–70%的工况范围内，系统

考察不同泄爆口径与掺氨量 对氨氢预混气体压力时程曲线的影响规律，并在 NFPA 68 工程模型基础𝜑
上建立适用于氨氢预混气体和大长径比端部泄爆结构的 预测修正关系，为氨氢混合燃料装置的泄𝑃𝑟𝑒𝑑

爆设计与风险评估提供理论依据。

2 实验

2.1 实验装置

图 1 实验装置示意图

Fig.1 Schematic diagram of the experimental apparatus

通过实验研究了泄爆口径对管内压力的影响，实验装置组成如图 1 所示，2 m 长不锈钢火焰加速

管道由边长为 120 mm 的方管和内径为 120 mm 的圆管组成，管道最右侧为点火端，最左侧为泄爆装

置，泄爆装置采用钢制空心法兰与聚乙烯（PE）泄爆膜组合，泄爆膜厚度约为 0.02 mm，抗拉强度

约 20 MPa。法兰中心开口直径 分别为 120 mm、80 mm 和 40 mm，对应 L、M、S 三种泄爆口类型，𝐷
用于研究泄爆能力差异对燃爆压力特性的影响，三种泄爆口类型形成“强—中—弱”泄爆能力的阶

梯式变化，使不同泄爆强度下的压力峰值、压力上升过程及压力波动特征具有可分辨差异，便于在

相同初始条件下进行对比分析。在距离点火端 1.65 m 处设置 PCB 113B24 压电式压力传感器(量程 0-
13790 kPa，非线性度 1%，分辨率 5mpsi)，采集管内压力，避免端部早期泄放及点火瞬态对压力信≤
号的直接干扰，提高试验可比性与重复性。

为表征泄爆口的泄放程度，引入泄放比 ，定义为泄爆口有效开口面积与泄爆口总面积之比，其𝜃
计算式为：

𝜃 =
𝑆B

𝑆A
#(1)
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式中： 为泄爆口泄放比， 为泄爆口总面积， 为泄爆口开口面积，三种泄爆口类型与泄放比的关𝜃 𝑆A 𝑆B

系如表 1 所示。

表 1 泄爆口类型与泄放比的关系

Table 1  Relationship between vent type and venting ratio

泄爆口类型 /mm𝐷 /𝑆B cm2 /%𝜃

L 120 450.00 100

M 80 200.68 44.4

S 40 49.88 11.1

2.2 实验工况及方法
在氨氢预混气体的研究中，需要明确当量比 与掺氨量 的概念。Φ φ

当量比 定义为实际混合气燃料/氧气摩尔比与化学计量燃料/氧气摩尔比之比：Φ

𝛷 =
(𝑛F 𝑛O2)act

(𝑛F 𝑛O2)st

#(2)

式中： 为燃料总摩尔数， 为氧气摩尔数。𝑛F 𝑛o2

为表征燃料组成，本文采用体积分数定义掺氨量 ，即燃料部分中 占燃料总体 的φ NH3 (NH3 + H2)
体积分数:

𝜑 =
𝑉NH3

𝑉NH3
+ 𝑉H2

##(3)

式中： 与 分别表示氨气与氢气的体积分数。𝑉NH3
𝑉H2

本实验所用点火系统由点火电极和点火器组成，输出电压可调。其名义点火能量按下式计算：

𝐸 =
1
2𝐶𝑈2#(4)

式中： 为名义点火能，单位为 ， 为点火电容，单位为 ， 为电容放电电压，单位为 。在本实验𝐸 J 𝐶 F 𝑈 V
中，点火电压设定为 90 V，对应的名义点火能量约为 3 J。

全部实验均在近似标准状态下进行（压力 101.325 kPa，温度 298.15 K）。气体燃料当量比固定

为 =0.8，代表轻度贫燃工况，该条件既能保证点火过程稳定，又避免过高反应性导致极端超压，从𝛷
而更有利于凸显泄爆口径对压力演化规律的影响。在此基础上，掺氨量 设置为 30%–70%，并在不φ

同泄爆口径条件下进行对比，以分析燃料组成及泄爆能力对氨氢预混气燃爆压力特性的影响。具体

配气方案见表 2。
表 2 配气方案

Table 2  Composition of gas mixtures

NO /%𝜑 /%NH3 /%H2 /%Air 𝛷

1 30 6.78 15.83 77.39

2 35 7.78 14.45 77.76

3 40 8.75 13.12 78.12

4 50 10.59 10.59 78.81

5 55 11.47 9.39 79.14

0.8
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6 60 12.32 8.22 79.46

7 70 13.95 5.98 80.07

实验前，对气路系统进行密封性检查，并使用真空泵将混合气容器抽空至约-101 kPa，以排除残

余气体。随后按道尔顿分压原理和配气方案依次充入氢气、氨气和空气，完成配气后静置 4 小时，

确保气体混合均匀。试验过程中，将预混气充入试验管道，启动数据采集与压力测试系统。静置 1 
min 使系统稳定后，通过点火系统触发燃烧，记录整个燃爆过程的压力变化。为保证数据的可靠性，

每种工况均进行了 3-4 次重复实验。对比各次曲线后发现重复性较好，见图 2，特征压力参数波动范

围不超过 5%，因此在数据处理中，从重复结果中挑选与各特征参数平均值最为接近的一条曲线，作

为该工况的代表性曲线用于展示和分析。

图 2 典型工况下重复试验压力历程对比

Fig.2 Comparison of pressure–time histories from repeated tests under a representative condition

3 结果与分析

3.1 不同 对管内燃爆压力的影响𝜑
在泄压过程中，管内压力变化是反映体系响应特征和泄压效果的关键参数。通过压力时程曲线

可以获得峰值压力、压力上升速率及压力衰减等特征指标，从而定量评价泄爆结构的泄压能力与稳

定性。为进一步分析掺氨量对泄压特性的影响，本节选取 L 型泄爆口径为代表工况，对不同 下的管𝜑
内压力变化进行比较。该口径的泄放比 =100%，代表完全泄放条件，泄压阻力最小、气体排出最充𝜃
分，可以最大限度地减少泄爆口几何因素对压力响应的干扰，使实验结果主要反映 对泄压过程的影𝜑
响，为后续不同泄爆口径下的对比研究提供清晰的基准。

图 3~5 为不同 在泄放比 =100%条件下的压力时程曲线，实验中不同 工况下的压力时程曲线整𝜑 𝜃 𝜑
体趋势相似，均呈现出由三个连续压力峰组成的典型特征，对应于破膜、泄爆与外部二次爆炸三个

阶段。本文将三者分别定义为 、 和 ， 取三者中的最大值，为泄爆过程中管内产生的最 P𝑏 P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡 𝑃𝑟𝑒𝑑

大压力， 为 和 之间压力时程曲线上形成的维稳或类维稳平台持续的时间。点火后管内可燃混𝑡𝑏  P𝑏 P𝑜𝑢𝑡

合气体被迅速引燃，火焰前锋向泄爆口方向传播，随着燃烧反应的推进，气体膨胀使管内压力不断

上升，直到部分未燃混合气体冲击泄爆膜，导致泄爆膜被前驱压力波冲破，此时测得的压力峰值即

为破膜压力 。 的大小主要取决于泄爆膜的力学性能（如抗拉强度、厚度及固定方式）以及泄爆 P𝑏  P𝑏

口尺寸等因素[40-41]。一般而言，泄爆膜强度越高或泄爆口径越小，膜破所需压力越大。泄爆膜破裂

后，管内火焰湍流程度增加，燃爆反应加剧，管内燃烧混合物向泄爆口传播，同时管内燃烧反应仍

在继续，使管内压力进一步升高，当火焰泄放到管外时，压力测点 PS1 处压力降低，这一过程形成
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第二个压力峰 。该峰值反映了燃烧混合物的生成速率与泄放速率之间的竞争关系，其大小与泄爆P𝑜𝑢𝑡

口几何特征、混合气反应速率及排放流速密切相关。当泄放到管外的火焰点燃了泄放到管外泄爆口

处的高温产物及部分未燃混合气体后，在泄爆口外部发生二次爆炸和冲击波反射，使部分燃烧混合

物回传至管内，促进了管内可燃气体的反应，从而在压力曲线上出现第三个峰值 。𝑃𝑒𝑥𝑡

图 3 、 在 =100%条件下管内压力对比图𝜑30 𝜑35 𝜃

Fig.3 Comparison chart of in-duct pressure under the condition of = 30%, 35% at = 100%𝜑 𝜃

如图 3 所示，由于当量比 =0.8 为轻度贫燃工况，活化氢气反应产生的燃烧混合物能量较低只能𝛷
将部分难燃氨活化， 的升压速率较低。 =30%时，泄爆膜破裂后，管内可燃混合气体持续反应使P𝑜𝑢𝑡 𝜑
压力升高，当燃烧混合物的生成速率与泄放速率达到动态平衡时，压力时程曲线出现一个 =15.5 ms𝑡𝑏

的维稳平台，之后迅速升高产生 ，这是因为 =30%时难燃氨的含量远小于氢气，混合气体受氢气P𝑜𝑢𝑡 𝜑
的影响较大，活泼氢先反应产生燃烧混合物，之后氢气产生的能量活化了部分难燃氨，提高了燃烧

混合物的能量，所以维稳平台之后压力时程曲线升高。此工况下 PS1 处的 的值远大于 和 ，𝑃𝑒𝑥𝑡  P𝑏 P𝑜𝑢𝑡

这是因为管外二次爆炸的反应剧烈程度远高于前驱压力波破膜和燃烧混合物泄放。当 由 30%增至𝜑
35%时， 变化较小，表明 对膜破裂瞬间的压力影响较弱。 与 均表现出显著下降趋势， P𝑏 𝜑 P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡 P𝑜𝑢𝑡

降幅为 26.1%， 的峰值变的平缓， 降幅为 30.5%，维稳平台 由 15.5 ms 增至 26.9 ms，增幅为𝑃𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡 𝑡𝑏

42.4%。造成这种变化的主要原因在于氨气的可燃性和燃烧速率均低于氢气，随着 升高，混合气的𝜑
反应活性降低，燃烧传播速率减慢，使得泄放口处火焰喷射和高温气体膨胀过程减弱，进而导致𝑃𝑜𝑢𝑡

和 显著下降。同时，较低的燃烧速率也使管内火焰传播与管内可燃气体泄放的耦合作用延长，从𝑃𝑒𝑥𝑡

而导致维稳平台 的时间延长。𝑡𝑏
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图 4 、 在 =100%条件下管内压力对比图𝜑40 𝜑50 𝜃

Fig.4 Comparison chart of in-duct pressure under the condition of = 40%, 50% at = 100%𝜑 𝜃

如图 4 所示，当 =40%时 的升压速率比 =35%更低，此时维稳平台消失，形成一段 =68.3 𝜑 P𝑜𝑢𝑡 𝜑 𝑡𝑏

ms 的类维稳平台，这是因为随着 的增加，氢气的含量减少，燃烧混合物的生成速率降低， 形成𝜑 𝑃𝑜𝑢𝑡

过程中前期的升压速率变得平缓，同时被氢气活化的难燃氨的含量减少， 形成过程中后期的升压𝑃𝑜𝑢𝑡

速率也变得平缓，两者的耦合作用使燃烧混合物的生成速率略高于与泄放速率，在压力时程曲线上

形成了一段类维稳平台。此工况下 PS1 处的各峰值压力与 =35%相比 降幅为 15.5%， 降幅为𝜑 P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡

25.6%。当 =50%时，压力时程曲线上形成了一段 =108.1 ms 的维稳平台，平台阶段内压力变化趋于𝜑 𝑡𝑏

平缓，无明显峰值，与 =40%时的类维稳平台持续时间相比增幅为 58.3%， 与 分别降低 30.5%𝜑 P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡

和 40.0%，这说明随着掺氨量的增加，体系燃烧反应的释放速率进一步减缓，燃烧混合物生成速率与

气体泄放速率更接近平衡，平台阶段的持续时间因此显著延长。

图 5 、 、 在 =100%条件下管内压力对比图𝜑55 𝜑60 𝜑70 𝜃

Fig.5 Comparison chart of in-duct pressure under the condition of = 55%, 60%,70% at = 100%𝜑 𝜃

当氨气含量比氢气高时，本文在 =55%、60%与 70%三组高掺氨工况中，选择 =60%工况作为𝜑 𝜑
代表进行详细分析。该工况在高氨掺混区间中具有典型性，一方面，其压力时程曲线有明显的维稳

平台结构，反映出体系由强爆燃向缓燃阶段的过渡特征；另一方面， =60%工况下火焰传播尚未完𝜑
全受抑制，仍能观察到明显的外部火焰泄放与二次爆炸特征，因此兼具过渡性与代表性，适合作为

典型工况展开深入讨论。如图 5 所示，当 =60%时，压力时程曲线与 =50%时的压力时程曲线都呈𝜑 𝜑
现出完整的“ 峰—维稳平台+ 峰— 峰”结构。此时维稳平台持续时间为 =147.1 ms，与 P𝑏 P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡 𝑡𝑏 𝜑
=50%工况相比，维稳平台时间延长约 36%， 与 分别下降 26.4%和 81.1%，表明随着 50%燃P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡 𝜑 >
烧反应速率明显减缓，外部二次爆炸强度显著下降。这一变化表明，当 达到 60%时，燃烧反应机理𝜑
已由氢气主导的高活性链式反应逐步转变为以氨气为主的缓释反应阶段。由于氨分子的活化能较高、

链反应速率常数较低，其燃烧速率明显慢于氢气，使体系整体反应活性下降，火焰传播速度减小。

同时，氨的高比热容会吸收部分反应热量，降低局部火焰温度与热扩散速率，从而导致压力上升过

程趋于平缓，形成持续时间较长的维稳平台。维稳平台的出现本质上反映了氨气稀释作用与燃烧动

力学减缓共同导致的能量释放受限特征。随着氨气掺混比例的进一步提高，体系由快反应—强爆燃

阶段逐渐过渡至慢反应—低超压阶段，展现出氨气在氨氢混合体系中显著的抑爆与缓燃作用。此外，

=60%工况下， 显著下降，说明泄爆口外的二次爆炸被抑制，氨气的掺入不仅削弱了氢气的火焰𝜑 𝑃𝑒𝑥𝑡

传播能力，还降低了外部气团的活化水平，使泄爆口外形成的高温气云难以维持自持燃烧。
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图 6 不同 条件下管内 、 、 在 = 100%时变化趋势图𝜑  P𝑏 P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡 𝜃

Fig.6 Variation trends of in-duct peak pressures ,  and  with different  under the = 100%.P𝑏 P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡 𝜑 𝜃

如图 6 所示，随着 的增加， 、 、 总体呈下降趋势，但各峰值压力的变化规律存在差𝜑  P𝑏 P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡

异。其中 随 变化呈现一定波动，未表现出显著的单调规律。 的震荡主要源于泄爆膜开启压力、 P𝑏 𝜑  P𝑏

装配状态差异及火焰前锋湍流扰动等随机因素所致，这一点与经典的泄爆多峰压力形成机理及后续

关于膜开启压力影响的研究相一致[42]，其变化与掺氨量无直接相关性，同时随着 增加，体系反应速𝜑
率略有下降、气体膨胀强度减弱，整体水平略有降低，但 变化幅度较小。相比之下， 与 更 P𝑏 P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡

能反映 对体系燃烧反应速率与能量释放的影响，这表明掺氨对体系燃烧反应速率及能量释放过程的𝜑
影响主要集中在泄爆及管外二次爆炸阶段，而对膜破裂瞬间的初始爆燃影响有限。随着 的提高，氢𝜑
气比例下降，体系促进生成 NO 自由基的活性 OH 自由基浓度减少[43]，燃烧反应速率与放热强度降

低，使泄爆阶段气体膨胀驱动力减弱， 降低，同时外部二次爆炸受到更强的抑制， 60%时P𝑜𝑢𝑡 𝜑 > 𝑃𝑒𝑥𝑡

降为负值，表明外部火焰无法维持自持传播，体系由正压膨胀转为负压回吸[44]。 的下降幅度明显P𝑜𝑢𝑡

小于 ，这是因为 主要反映管内燃烧—泄放耦合阶段的压力生成，除受燃烧速率影响外，还受𝑃𝑒𝑥𝑡 P𝑜𝑢𝑡

到泄放喷射的动压与流动惯性及结构边界的约束，当 增大导致反应性下降时，这些动压与惯性效应𝜑
仍能维持一定压力水平，故 下降相对有限，相反， 几乎完全依赖外部可燃云的反应性与泄放P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡

到管外的火焰点燃过程，当 增大外部可燃云的反应性降低，外部火焰难以自持，从而使 急剧下𝜑 𝑃𝑒𝑥𝑡

降，并常伴随外部火焰回流。总体来看，随着 的增大，维稳平台持续时间 呈单调增长趋势，而𝜑 𝑡𝑏

与 均显著下降，这表明氨气在氨氢混合体系中具有明显的稀释与减敏作用[45]。氨气的稀释效P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡

应不仅延缓了火焰传播速度，还降低了体系的能量释放速率，使燃烧持续时间显著延长、压力峰值

整体下移。该现象与 Cheng 等[19]在氨-氢-空气混合物爆炸特性的实验研究结论一致，也与 Zhu 等[44]

在不同当量比条件下氨氢预混气泄爆实验所得规律相符。这些结果共同验证了氨在氨氢预混体系中

的减敏本质，其根源在于氨的高比热容与低反应活性对火焰结构和反应链传播过程的双重抑制作用。录
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图 7 不同 条件下管内 和 在 = 100%时变化趋势图𝜑 𝑃𝑒𝑥𝑡 𝑑𝑃𝑒𝑥𝑡/𝑑𝑡 𝜃

Fig.7 Variation trends of in-duct peak pressures  and  with different  under the = 100%.P𝑒𝑥𝑡 𝑑𝑃𝑒𝑥𝑡/𝑑𝑡 𝜑 𝜃

为形成 的最大升压速率，如图 7 所示，在 = 100%的条件下 和 均随 的增𝑑𝑃𝑒𝑥𝑡/𝑑𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡 𝜃 𝑃𝑒𝑥𝑡 𝑑𝑃𝑒𝑥𝑡/𝑑𝑡 𝜑
加而显著下降，并且 和 的总体下降速率均随 的增加而减少，这是因为随着 的增加管内𝑃𝑒𝑥𝑡 𝑑𝑃𝑒𝑥𝑡/𝑑𝑡 𝜑 𝜑
可燃气体和泄放到管外的可燃气云反应性降低[46]，使管外二次爆炸回传到管内的燃烧混合物能量降

低，导致 和 降低，该结论与葛雨等[47]在掺氨量对管道氨气-氢气-空气预混气体爆燃特性的𝑃𝑒𝑥𝑡 𝑑𝑃𝑒𝑥𝑡/𝑑𝑡
影响中的研究结论一致。

3.2 不同泄爆口径对管内燃爆压力的影响

录
用
稿
件
，
非
最
终
出
版
稿



爆  炸  与  冲  击

Explosion and Shock Waves

11

图 8 、 、 、 、 、 、 分别在 = 100%，44.4%，11.1%条件下管内压力对比图𝜑30 𝜑35 𝜑40 𝜑50 𝜑55 𝜑60 𝜑70 𝜃

Fig.8 Comparison of in-duct pressure histories at = 30%, 35%, 40%, 50%, 55%, 60%, and 70% under different venting 𝜑

ratios ( = 100%, 44.4%, and 11.1%).𝜃

如图 8 所示，当 相同时，随着泄放比 的减少，管内压力时程曲线震荡明显增强，尤其在低掺𝜑 𝜃
氨量条件下， 至 区间出现大量锯齿状起伏。产生这种振荡的主要原因是腔体气体与泄放口之间𝑃𝑏 𝑃𝑜𝑢𝑡

的非定常耦合作用。膜破裂后，腔内高压燃气高速喷出，气体惯性导致短时间内的过度排放，使腔

内压力迅速下降；随后外界气体又被回吸形成压力回升，从而出现周期性的压力波动。这一往复过

程类似于亥姆霍兹型气柱振荡，是腔体体积弹性与泄放口气体质量振动共同作用的结果[42,48]。由于爆

燃过程中火焰传播、放热速率及流动状态不断变化，系统的声学特性随时间波动，因此该振荡并非

严格的亥姆霍兹共振，而是一种受火焰、压力波与喷流惯性共同影响的准声学振荡[27,49]。当泄放口增

大时，喷流阻尼增大、反射波减弱，腔体内的能量耦合减少，振荡幅度随之减小，而当 提高时，燃𝜑
烧反应速率降低、放热量减少，同样会削弱这种耦合，使 至 段曲线逐渐平滑[50-51]。三种不同泄𝑃𝑏 𝑃𝑜𝑢𝑡

放比 的压力时程曲线维稳平台和类维稳平台 都随着 的增加而增加，具体分析见 2.1。 相同时泄𝜃 𝑡𝑏 𝜑 𝜑
放比 越小， 持续时间越长。这是因为泄放比 减小意味着泄爆口面积缩小，排气能力受限，腔内高𝜃 𝑡𝑏 𝜃
温高压气体的释放速度明显下降，使得管内压力难以及时降低。同时，较小的泄放口会增强喷流惯

性与反射波作用，管内外的气体交换过程更加复杂，导致燃烧混合物的生成与泄放之间的动态平衡

维持时间延长。此外，小口径泄放还会使管内气体的流动阻尼增大、能量耗散减弱，从而进一步拉

长了压力回落的过程。因此，在不同泄放条件下，泄爆口径越小，体系燃烧混合物的生成速率与泄

放速率动态平衡的时间越长，表现为 随 的减小而显著增加。𝑡𝑏 𝜃

图 9 不同 条件下管内 在 = 100%，44.4%，11.1%时变化趋势图𝜑  P𝑏 𝜃

Fig.9 Variation trends of the in-duct burst pressure  under different ammonia fractions  at venting ratios =100%, 44.4%, P𝑏 𝜑 𝜃

and 11.1%.

如图 9 所示，三种泄放比条件下的 均随 增加呈现出一定波动，整体上略有下降趋势，与前 P𝑏 𝜑
文 2.1 节所得规律一致，说明 对破膜瞬间的初始压力影响较弱。随着泄放比 的减小， 的数值明𝜑 𝜃  P𝑏

显增大， = 11.1%条件下的 最大， = 100%时最小。这是因为 主要由泄爆装置的静态动作压力𝜃  P𝑏 𝜃  P𝑏

与开口几何决定，开口越小、等效刚度越高，泄爆膜被冲破所需的管内超压越大，相反，开口 P𝑠𝑡𝑎𝑡

越大，达到破裂所需的超压越低，该规律是通风爆燃理论与标准中的共识[30,52-53]。
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图 10 不同 条件下管内 在 = 100%，44.4%，11.1%时变化趋势图𝜑  P𝑜𝑢𝑡 𝜃

Fig.10 Variation trends of the in-duct burst pressure  under different ammonia fractions  at venting ratios =100%, 44.4%, P𝑏 𝜑 𝜃

and 11.1%.

如图 10 所示，三种泄放比条件下的 均随 增加而减少，与前文 2.1 节所得规律一致， P𝑜𝑢𝑡 𝜑 𝜃
=100%和 44.4%的 变化趋势较为接近，说明在较大泄放及通风能力较强时， 变化对 的影响 P𝑜𝑢𝑡 𝜑  P𝑜𝑢𝑡

较小。当 =11.1%时， 的值和下降速率在 30% 50%区间显著高于另外两种泄放比，在𝜃  P𝑜𝑢𝑡 ≤ 𝜑 ≤ 𝜑 >
50%区间， 的值和下降速率变缓与另外两种泄放比的结果逐渐接近。造成这一现象的原因主要包P𝑜𝑢𝑡

括以下两方面。首先，几何约束效应导致小泄放比时排气受限，燃烧产物在泄放初期无法及时释放，

管内压力积聚增强，因此在低掺氨阶段， 达到较高峰值，随着 增加，体系反应性降低、火焰传 P𝑜𝑢𝑡 𝜑
播速度减慢，燃烧产物的生成速率降低，泄放与产物生成趋于平衡，使得压力释放更平稳，故 P𝑜𝑢𝑡

随 增大而快速下降。其次，当 50%时，混合气中氨的比例超过氢气，燃烧特性由氢主导向氨主𝜑 𝜑 >
导转变。此时体系反应性显著降低，火焰传播速度和放热速率均处于较低水平，燃烧过程受泄放比

的影响减弱，不同 条件下的 差异明显缩小。这表明在高掺氨条件下，体系进入以氨燃烧为主的𝜃  P𝑜𝑢𝑡

低反应性阶段，几何约束对 的强化作用被弱化。随着泄放比 的减小， 呈现增大的趋势，这 P𝑜𝑢𝑡 𝜃  P𝑜𝑢𝑡

是因为泄放比越小，泄爆口面积越小，体系的排气能力受限，泄爆过程中燃烧产物难以及时排出，

导致管内高温高压气体在泄放口附近形成更强的喷射与反射效应，使内部压力持续积聚，从而在压

力测点处产生更高的压力。同时，小泄放比条件下气流通过泄爆口时速度更大，管外气体湍流增强、

阻力加大，部分能量在出口处转化为压力波动并反向作用于管内，进一步提高了 的值，当泄放 P𝑜𝑢𝑡

比增大时，气体排出更顺畅， 的值较小。 P𝑜𝑢𝑡

图 11 不同 条件下管内 在 = 100%，44.4%，11.1%时变化趋势图𝜑  P𝑏 𝜃
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Fig.11 Variation trends of the in-duct burst pressure  under different ammonia fractions  at venting ratios =100%, 44.4%, P𝑏 𝜑 𝜃

and 11.1%.

如图 11 所示，三种泄放比条件下的 均随 增加而减少，具体原因前文 2.1 节已分析。当 P𝑒𝑥𝑡 𝜑 𝜑 ≤
40%时， 随泄放比 的增加而增加， 40%时， 随泄放比 的增加而减少，这是因为，当 P𝑒𝑥𝑡 𝜃 𝜃 >  P𝑒𝑥𝑡 𝜃

40%时，混合气体中氢气含量较高，体系反应性强、火焰传播速度快，破膜瞬间，管内高压气体𝜑 ≤
迅速喷出，同时带出大量未燃混合气体，在泄爆口外形成浓度较高、体积分布集中的可燃气云。随

后喷出的高温火焰到达泄爆口，点燃管外可燃气云，产生剧烈的二次爆燃，迅速膨胀并压缩部分燃

烧混合物使其回传至管内，促进了管内可燃气体的反应。在这一阶段，泄放比 越大，开口面积越大，𝜃
排气速度和喷射动能越强，外部可燃云的湍流增强[51]，排出的未燃气体量也越多，外部可燃气云的

体积和反应性随之增大，气云内部的燃烧更为剧烈，回传气流的冲击作用更强。因此，在 40%𝜑 ≤
时， 随泄放比 的增大而增大，其本质是由强喷射条件下管外二次爆燃产生的反向冲击波和回流 P𝑒𝑥𝑡 𝜃
气体共同作用于管内气体所致。当掺氨量  40%时，混合气中氨气占主导地位，体系反应性显著降𝜑 >
低，火焰传播速度减慢。由图 7 可知，在相同 下，泄放比 减小时，维稳平台和类维稳平台持续时𝜑 𝜃
间 增长，且 与 之间的时间间隔增大，说明火焰在泄爆口附近的滞留时间更长、内外燃烧泄𝑡𝑏  P𝑏  P𝑜𝑢𝑡

放耦合更明显。由于排气受限，未燃混合气在泄放口附近被高温产物压缩，形成体积较小但浓度较

高的可燃气团，同时较小的比例放气口尺寸会导致喷射火焰速度和火焰燃烧强度加快，从而增强外

部爆炸的点火能量[26]，火焰穿出时，该局部气团被迅速点燃并产生较强的回压效应，使 维持在 P𝑒𝑥𝑡

较高水平。相反，当泄放比 增大时，开口面积增大、排气过程加快，管外可燃气云迅速扩散稀释，𝜃
形成的可燃气云体积虽大但浓度较低，燃烧反应不充分，难以在管外引发显著的二次爆燃和反压作

用，导致 随泄放比 的增加而减小。 P𝑒𝑥𝑡 𝜃

3.3 用 NFPA 68计算理论最大泄爆压力𝑃𝑟𝑒𝑑,NFPA 68
3.3.1 计算未然气体密度𝜌𝑢

根据理想气体状态方程

𝜌𝑢 =
𝑃0𝑀𝑚𝑖𝑥

𝑅𝑇0
#(5)

𝑀𝑚𝑖𝑥 = ∑
𝑖

𝑦𝑖𝑀𝑖#(6)

式中： 为未然混合气密度，单位为 ， 为混合气的初始压力， ， 为混合𝜌𝑢 kg ∙ m−3 𝑃0 𝑃0 = 101.325 kPa 𝑇0

气的初始温度， ， 为未然混合气平均摩尔质量，单位为 ， 为气体常数，𝑇0 = 298.15 K 𝑀𝑚𝑖𝑥 g ∙ mol−1 𝑅 𝑅
， 为组分 的摩尔质量，单位为 ， 为未燃混合气中 的摩尔分率，= 8.314 J ∙ mol−1 ∙ K−1 𝑀𝑖 𝑖 g ∙ mol−1 𝑦𝑖 𝑖 𝑋𝜌

为密度修正系数， 为 和 条件下空气密度，单位为 。𝜌𝑎𝑖𝑟 𝑇0 𝑃0 kg ∙ m−3

𝑀air = 0.21𝑀O2
+ 0.79𝑀N2

#(7)

[54]， ，𝑀H2
= 2.01588 × 10−3 g ∙ mol−1 𝑀NH3

= 17.03052 × 10−3 g ∙ mol−1 𝑀O2
= 31.998 × 10−3 g ∙

， [54-57]mol−1 𝑀N2
= 28.0134 × 10−3 g ∙ mol−1

3.3.2 计算基本燃烧速度𝑆𝑢

根据 Britton 提出的用于估算 的公式𝑆𝑢

𝑆𝑢 = 1666.1−34.228(−
∆𝐻𝑐

χ𝑂𝐹
) + 0.18039(−

∆𝐻𝑐

χ𝑂𝐹
)2#(8)
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式中： 为基本燃烧速度，单位为 ， 为燃料的燃烧热，单位为 ， 为氧与𝑆𝑢 cm ∙ 𝑠−1 ∆𝐻𝑐 kcal ∙ mole−1
χ𝑂𝐹

燃料的化学计量比。

对于由碳、氢、氧、氮或卤素，化学式为 组成的燃料，其化学计量系数分别为 、C𝑐HℎO𝑚N𝑛X𝑥 𝑐 ℎ
、 、 、 ，氧与燃料的化学计量比按以下公式计算𝑚 𝑛 𝑥

χ𝑂𝐹 = 𝑐 +
ℎ−𝑥−2𝑚

4 #(9)

对于本文的氨氢预混气体， [58]， [13,59]，∆𝐻𝑐,H2
= −57.8 kcal ∙ mole−1 ∆𝐻𝑐,𝑁H3

= −76.0 kcal ∙ mole−1 ∆

， ， ， 。𝐻𝑐 = (1−𝜑)∆𝐻𝑐,H2
+ 𝜑∆𝐻𝑐,NH3

χ𝑂𝐹,H2
= 0.5 χ𝑂𝐹,NH3

= 0.75 χ𝑂𝐹 = (1−𝜑)χ𝑂𝐹,H2
+ 𝜑χ𝑂𝐹,NH3

3.3.3 计算泄爆装置内表面积𝐴𝑠

根据 NFPA68 中的规定对于非圆形截面的直径应换算成对应水利直径𝐷ℎ𝑒

𝐷ℎ𝑒 =
4𝐴
𝑃 #(10)

式中： 为水利直径，单位为 ， 为垂直于空间纵轴的截面积，单位为 ， 为截面周长，单位为𝐷ℎ𝑒 m 𝐴 m2 𝑃
。m

根据上式本文实验装置中的不锈钢方管水利直径为 0.12 ，所以本实验的装置可以等效为直径𝑚
长 的圆柱腔体。𝐷𝑒𝑞 = 0.12 m 𝐿 =  2m

内部表面积 指封闭空间内所有与可燃气体接触的围护结构内表面积的总面积，考虑到法兰处的𝐴𝑠

轻微面积增量可以忽略

𝐴𝑠 = 𝜋𝐷𝑒𝑞𝐿 + 2 ∙ 𝜋(𝐷𝑒𝑞

2 )2 = 0.7766 m2#(11)

式中： 为泄爆装置内表面，单位为 。𝐴𝑠 m2

3.3.4 和 的取值𝐺𝑢 𝐶𝑑

根据 NFPA 68 第 7.2.3.4 条和 7.2.4.1 条未燃气体混合物声速流动质量通量𝐺𝑢 = 230.1 kg ∙ (m2
s)−1

，通风流量系数 。𝐶𝑑 = 0.7
3.3.5 计算湍流火焰增强因子λ

计算未燃混合气体的动态速度 ，也就是计算未然混合气体分子的粘性系数，根据 Wilke 的半经𝜇𝑢

验公式[60]

𝜇𝑢 =
𝑛𝑥

∑
𝑖 = 1

𝑦𝑖𝜇𝑖
𝑛𝑠

∑
𝑗 = 1

𝑦𝑗ф𝑖𝑗

#(12)

ф𝑖𝑗 =

[1 +
𝜇𝑖

𝜇𝑗(
𝑀𝑗

𝑀𝑖)
1
4]

8(1 +
𝑀𝑖

𝑀𝑗)
2#(13)

式中： 为组分为 的分子粘性系数，单位为 。𝜇𝑖 𝑖 Pa ∙ s = kg ∙ (m ∙ s)−1

, ， [61-63]𝜇H2
= 8.9 × 10−6 Pa ∙ s 𝜇NH3

= 9.8 × 10−6 Pa ∙ s 𝜇Air = 1.85 × 10−5 Pa ∙ s
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计算未燃混合气体的声速𝑎𝑢

𝑎𝑢 = 𝛾𝑚𝑖𝑥𝑅𝑚𝑖𝑥𝑇0#(14)

𝑅𝑚𝑖𝑥 =
𝑅

𝑀𝑚𝑖𝑥
#(15)

𝛾𝑚𝑖𝑥 =
𝑐𝑝,𝑚𝑖𝑥

𝑐𝑣,𝑚𝑖𝑥
=

𝑐𝑝,𝑚𝑖𝑥

𝑐𝑝,𝑚𝑖𝑥−𝑅#(16)

𝑐𝑝,𝑚𝑖𝑥 = ∑
𝑖

𝑦𝑖𝑐𝑝,𝑖#(17)

式中： 为未燃混合气体的声速，单位为 ， 为未燃混合气体的比热比， 为未燃混合气𝑎𝑢 m ∙ s−1 𝛾𝑚𝑖𝑥 𝑅𝑚𝑖𝑥

体常数，单位为 ， 为未燃混合气体的定压热熔，单位为 ， 为未燃混J ∙ (g ∙ K)−1 𝑐𝑝,𝑚𝑖𝑥 J ∙ (mol ∙ K)−1 𝑐𝑣,𝑚𝑖𝑥

合气体的定容热熔，单位为 ， 为组分 的定压热熔，单位为 。J ∙ (mol ∙ K)−1 𝑐𝑝,𝑖 𝑖 J ∙ (mol ∙ K)−1

， ， ，𝑐𝑝,H2
= 28.84 J ∙ (mol ∙ K)−1 𝑐𝑝,NH3

= 35.65 J ∙ (mol ∙ K)−1 𝑐𝑝,O2
= 29.38 J ∙ (mol ∙ K)−1 𝑐𝑝,N2

= 29.12 

[64]，J ∙ (mol ∙ K)−1 𝑐𝑝,Air = 0.21𝑐𝑝,O2
+ 0.79𝑐𝑝,N2

= 29.17 J ∙ (mol ∙ K)−1

计算湍流火焰增强因子λ

𝜑1 = { 1,𝑖𝑓 𝑅𝑒𝑓 < 4000

( 𝑅𝑒𝑓

4000)𝛿,𝑖𝑓 𝑅𝑒𝑓 ≥ 4000 �#(18)

𝑅𝑒𝑓 =

𝜌𝑢𝑆𝑢(𝐷ℎ𝑒

2 )
𝜇𝑢

#(19)

𝜑2 = 𝑚𝑎𝑥{1,𝛽1(𝑅𝑒𝑣

106)(𝛽2
𝑆𝑢)0.5}#(20)

𝑅𝑒𝑣 =

𝜌𝑢𝑢𝑣(𝐷𝑣

2 )
𝜇𝑢

#(21)

𝑢𝑣 = 𝑚𝑖𝑛{ 2 × 105𝑃𝑟𝑒𝑑

𝜌𝑢
,𝑎𝑢}#(22)

λ = 𝜑1𝜑2#(23)

式中： ， ， 为泄爆口直径，单位为 ， 为泄爆过程中管内产生β1 = 1.23 𝛽2 = 2.37 × 10−3 m ∙ s−1 𝐷𝑣 m 𝑃𝑟𝑒𝑑

的最大压力，单位为 ， ， 为通过泄爆口的最大速度，单位为 ， 为湍流火焰增bar−g 𝛿 = 0.39 𝑢𝑣 m ∙ s−1
λ

强因子。

L、M 和 S 型泄爆口的湍流火焰增强因子 都等于 1，根据 NFPA 68 第 7 章的湍流火焰增强因子λ

计算方法，其中 用于表征未燃气体在容器内形成的湍流程度， 表征泄爆口处的湍流增强作用。𝜑1 𝜑2

二者分别由未燃气流雷诺数 与泄爆口雷诺数 决定。在本文实验条件下，计算的平均未燃气体流𝑅𝑒𝑓 𝑅𝑒𝑣

速较低，导致 ，则直接取 ，此时认为未燃气体处于层流或弱湍流状态，火焰前驱流𝑅𝑒𝑓 < 4000 𝜑1 = 1
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对火焰增强贡献有限，同时泄爆口雷诺数 由泄爆口等效直径与泄放速度联合决定，由于实验装置𝑅𝑒𝑣

泄爆口径较小、压力较低，计算得到的 不足以使 ，因此 均等于 1。 是遵循 NFPA 68𝑅𝑒𝑣 𝜑2 > 1 λ λ = 1
计算流程得到的数学结果，而非计算错误。但是该结果并不说明试验装置中不存在湍流增强，实际

实验中，火焰在高长径比管道内强烈加速，湍流火焰传播速度显著高于层流速度。 的结果仅反λ = 1
映了 NFPA 68 湍流判据在本研究的计算结果下退化为其最低取值，并不能反映长管道内真实的火焰

加速行为，由于该模型基于低长径比容器的经验判据，而该判据本身并不适用于本文的长管道泄爆

结构。

3.3.6 计算理论最大泄爆压力𝑃𝑟𝑒𝑑,NFPA 68

𝑃𝑟𝑒𝑑,NFPA 68 = (𝐴𝑠𝐶

𝐴𝑣 )2#(24)

𝐶 =
𝑆𝑢𝜌𝑢λ

2𝐺𝑢𝐶𝑑 [(𝑃𝑚𝑎𝑥 + 1

𝑃0 + 1 )
1

𝛾𝑚𝑖𝑥−1](𝑃0 + 1)
1
2#(25)

𝑅1 =
𝑃𝑟𝑒𝑑,𝑁𝐹𝑃𝐴 68

𝑃𝑟𝑒𝑑
#(26)

式中： 为根据 NFPA68 反推的理论最大泄爆压力，单位为 ， 为泄爆口开口面积，𝑃𝑟𝑒𝑑,NFPA68 bar−g 𝐴𝑣

单位为 ， 为由相同混合气体点火引发的密闭爆燃中产生的最大压力，单位为 ， 为m2 𝑃𝑚𝑎𝑥 bar−g 𝑅1

NFPA68 理论值相对于实验值的偏差。

表 3  不同泄爆口径下 NFPA 68预测压力及偏差比值𝑅1

Table 3  NFPA 68 Predicted Reduced Pressures and Deviation Ratios  for Different Vent Sizes𝑅1

𝜑

/%
𝐶

𝑃𝑚𝑎𝑥

[65]/ 

bar−g

𝑃𝑟𝑒𝑑,L,NFPA 68

/ bar−g

𝑃𝑟𝑒𝑑,M,NFPA 68

/ bar−g

𝑃𝑟𝑒𝑑,S,NFPA 68

/ bar−g

/ 𝑃𝑟𝑒𝑑,L

bar−g

𝑃𝑟𝑒𝑑,M

/ 

bar−g

/ 𝑃𝑟𝑒𝑑,S

bar−g
𝑅1,L 𝑅1,𝑀 𝑅1,𝑆

30 7.64 × 10−35.90 0.275 1.393 22.293
0.292

5

0.241

9

0.402

5

0.9

4

5.7

6

55.3

9

35 7.31 × 10−35.85 0.252 1.276 20.408
0.203

4

0.170

6

0.276

4

1.2

4

7.4

8

73.8

4

40 6.91 × 10−35.75 0.225 1.140 18.236
0.151

4

0.141

7

0.243

8

1.4

9

8.0

5

74.8

0

50 6.26 × 10−35.60 0.185 0.935 14.967
0.090

8

0.139

0

0.269

7

2.0

4

6.7

3

55.4

9

55 5.86 × 10−35.40 0.162 0.820 13.115
0.080

7

0.120

8

0.241

1

2.0

1

6.7

9

54.4

0

60 5.56 × 10−35.20 0.146 0.738 11.807
0.103

1

0.141

5

0.241

4

1.4

2

5.2

2

48.9

1

70 4.41 × 10−34.20 0.092 0.464 7.428
0.087

5

0.113

2

0.233

9

1.0

5

4.1

0

31.7

6

注: 取自与本文相同工况的 14L 球形燃烧室的氨氢预混气的最大爆炸压力，对文献已给出数据点者直接读取，仅给出连续曲线者采用数𝑃𝑚𝑎𝑥

字化读图并在相同工况点进行线性插值获得，同时换算单位为bar−g
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图 12 不同泄爆口径下 NFPA 68 偏差比 随 的变化𝑙𝑜𝑔
𝑅1
10 𝜑

Fig.12 Variation of NFPA 68 Deviation Ratio  with ammonia fraction  for different vent diameters𝑙𝑜𝑔
𝑅1
10 𝜑

如图 12 所示，L 口径的偏差最小，对应偏差比 为 0.9-2.0 倍，这说明当泄放能力较大时，𝑅1

NFPA 68 虽有一定高估，但整体仍保持与实验值相同的量级。相比之下，M 口径表现出持续性的偏

保守，对应偏差比 为 4-8 倍，该结果表明 NFPA 68 在中等泄放能力条件下已无法准确描述本实验𝑅1

装置中的火焰加速与泄放耦合过程，其预测值系统性偏高。偏差最显著的是 S 口径，对应 约为 30-𝑅1

80 倍，这种数量级偏差说明 NFPA 68 在小泄放口径下完全失效，无法捕捉长管端部泄爆过程中强烈

的流动阻塞与火焰加速效应，其压力预测公式中隐含的“弱湍流、低阻塞、短几何”假设已不再成

立。 随掺氨量 的变化趋势都较弱，说明 NFPA 68 的偏差主要受泄放几何控制，而不是预混气体的𝑅1 𝜑
化学反应性控制。所以为保证工程可用性，有必要构建适用于高长径比长管几何的修正模型。

3.3.7 修正理论最大泄爆压力 计算公式𝑃𝑟𝑒𝑑,NFPA 68

尽管 NFPA 68 在第 7 章中给出了最大泄爆压力 的计算方法，并在当装置长径比大于 5𝑃𝑟𝑒𝑑,NFPA 68

时建议采用第 9 章的管道泄爆设计方法，但本文所使用的实验装置并不满足这两个章节的基本假设

条件。本研究的装置是一段单端封闭、仅在另一端设置泄爆口的长管结构，其等效长径比约为

16.7。NFPA 68 第 7 章的模型适用于长径比小于 5 的小长径比容器，并主要用于封闭容器的泄爆口面

积预测，而第 9 章的内容偏面向工业长管道系统，强调沿管道布置多个泄爆口及结构完整性等工程

要求，与本文“单段长管 + 单一端部泄爆”的物理结构存在明显差异。因此，无论用第 7 章还是第

9 章，其模型的适用前提均与本研究的试验工况不符。此外，EN 14994[66]中用于长管泄爆的 Figure 3
与 NFPA 68 Chapter 9.2.10.2.1.1 所采用的 曲线本质上来源于同一套丙烷-空气光滑直管端部泄𝑃𝑟𝑒𝑑−L/D

爆实验数据，两者曲线完全一致。该模型假设泄爆口为全截面开口、管径为 0.2-1.6 m、初始流速不

超过 2 ，且混合气燃烧速度 。与本文装置相比，其在管径尺寸、泄爆口面𝑚 ∙ 𝑠−1
S𝑢 ≤  0.6 𝑚 ∙ 𝑠−1

积、内部几何和混合气反应性等方面均存在显著差异。因此，无论采用 NFPA 68 还是 EN 14994 的管

道模型，均无法用于定量预测本文的 。出于以上原因，本文将 NFPA 68 的相关计算仅作为理论基𝑃𝑟𝑒𝑑

准模型，用于展示标准模型在超大长径比长管中的预测偏差，结合实验测得的数据，本研究进一步

提出了一个适用于长管端部泄爆的经验修正模型，以弥补 NFPA 68 在此类几何条件下的不足。

𝑃𝑟𝑒𝑑,𝑐𝑜𝑟𝑟 = 0.171𝐶𝐾𝑣 + 4.86𝑃𝑠𝑡𝑎𝑡#(27)

𝐾𝑣 =
𝑉

2
3

𝐴𝑣
#(28)
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𝑅2 =
𝑃𝑟𝑒𝑑,𝑐𝑜𝑟𝑟

𝑃𝑟𝑒𝑑
#(29)

式中： 为修正后的最大泄爆压力，单位为 ， 为几何泄放比， 为泄爆装置内部有效体，𝑃𝑟𝑒𝑑,𝑐𝑜𝑟𝑟 bar−g 𝐾𝑣 𝑉
单位为 ， 为静态动作压力，单位为 ， 为修正模型相对于实验值的偏差。m3 𝑃𝑠𝑡𝑎𝑡 bar−g 𝑅2

式(27)中的系数采用约束标定确定，以 为评价指标，要求全部工况 落在工程可接受区间𝑅2 𝑅2

。在满足约束的前提下，选取代表性工况解线性方程组确定系数，并在全部工况下验证其有效[1−5]
性。本文修正模型为针对本文实验装置的工程校正模型，其系数仅在本文装置与测试条件下有效，

超出上述结构与工况范围时，式(29)系数需重新标定。

表 4  泄爆口径的几何泄放比 及静开动作压力𝐾𝑣 𝑃𝑠𝑡𝑎𝑡

Table 4  Geometric Venting Ratio  and Static Activation Pressure  for the Three Vent Sizes𝐾𝑣 𝑃𝑠𝑡𝑎𝑡

泄爆口类型 /𝐴𝑣 m2 /𝑉 m3 [40]/𝑃𝑠𝑡𝑎𝑡 bar−g 𝐾𝑣

L 0.01131 0.0594 7.07
M 0.00503 0.0976 15.91
S 0.00126

0.02262
0.1608 63.65

注: 取自课题组前期研究成果，该文所用泄爆膜与本文泄爆膜在材质、厚度与安装方式上保持一致，其 通过拟合空气缓慢加压的破膜𝑃𝑠𝑡𝑎𝑡 𝑃𝑠𝑡𝑎𝑡

压力得出三种泄爆口径下的静态动作压力预测模型，本文采用其拟合后的值用于计算。

图 13 不同泄爆口径下修正模型偏差比 随 的变化𝑅2 𝜑

Fig.13 Variation of Corrected Deviation Ratio  with ammonia fraction  for different vent diameters𝑅2 𝜑

如图 13 所示，对于 L 口径， 介于 1.02-3.67 之间，其中在 30%时几乎等于 1，说明修正模𝑅2 𝜑 =
型在大口径条件下能够较好预测 ，仅在高 工况下保持适度保守，约 3 倍量级。M 口径的 分布𝑃𝑟𝑒𝑑 𝜑 𝑅2

在 2.05-4.30，相较于 NFPA 68 原模型的 4-8 倍偏差已经明显降低，且不同 之间的波动幅度较小。对𝜑
于 S 口径， 稳定在 2.15-3.55 之间，与 NFPA 68 在同一口径下 30-75 倍的超预测相比，修正模型将𝑅2

偏差有效压缩到了 4 倍数量级以内。

以及 均随 显著变化，这反映了混合气反应性对最大泄爆压力的影响。近年氨氢预𝑃𝑟𝑒𝑑 𝑃𝑟𝑒𝑑,𝑁𝐹𝑃𝐴 68 𝜑
混气体端部泄爆长管研究普遍指出，端部泄放与火焰传播耦合会导致压力历程呈阶段性峰值特征，

且燃料反应性降低通常使泄爆峰值压力整体下降[47,67-68]，该趋势与本文实验 随 的变化规律一致。𝑃𝑟𝑒𝑑 𝜑
本文修正模型在结构上保留了 NFPA 68 中的混合气参数 ，因此修正后的 仍然随 变化，并与𝐶 𝑃𝑟𝑒𝑑,𝑐𝑜𝑟𝑟 𝜑
实验趋势保持一致。但是 对 的依赖性明显减弱，说明 对模型输出的影响被有效平滑。同时𝑃𝑟𝑒𝑑,𝑐𝑜𝑟𝑟 𝜑 𝐶
偏差比 对 的依赖性亦显著降低，表明修正模型已经从对混合气性质的高敏感性转变为以泄放能力𝑅2 𝜑
为主导的一致性表达，使各 工况的相对误差控制在同一量级范围内。修正主要作用于几何泄放比𝜑 𝐾𝑣
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和 对 的影响， 的影响通过 被合理吸收，对 引起的燃烧特性变化仅做幅度上的修正而非完𝑃𝑠𝑡𝑎𝑡 𝑃𝑟𝑒𝑑 𝜑 𝐶 𝜑
全重新拟合。总体来看，修正模型在保持 的保守性前提下，显著降低了 NFPA 68 在中、𝑃𝑟𝑒𝑑,𝑐𝑜𝑟𝑟 > 𝑃𝑟𝑒𝑑

小泄爆口径下的系统性高估，使不同口径之间的偏差水平趋于同一数量级，为大长径比端部泄爆最

大泄爆压力 的工程估算提供了更为合理的预测模型。𝑃𝑟𝑒𝑑

4 结 论
基于自主搭建的 2 m 长不锈钢管道泄爆平台，系统研究了不同泄爆口径与不同掺氨量 条件下氨𝜑

氢预混气体的爆炸压力特性，并结合 NFPA 68 标准模型进行了理论分析和修正。主要结论如下：

(1)掺氨量对爆炸压力的影响规律与其它文献一致，压力时程曲线均呈现“破膜峰 —泄爆峰P𝑏 P𝑜𝑢𝑡

—外部二次爆炸峰 ”的典型三峰结构， 由 30%增加至 70%，混合气反应性降低， 增加， 、𝑃𝑒𝑥𝑡 𝜑 𝑡𝑏 P𝑏

和 都呈持续下降趋势。泄爆口径对爆炸压力影响显著，泄爆口径减小， 、 和 增加，P𝑜𝑢𝑡 𝑃𝑒𝑥𝑡  P𝑏 P𝑜𝑢𝑡 𝑡𝑏

先降低后增加，管内压力振荡幅度越强，低 条件下，压力时程曲线出现大量锯齿状起伏。  P𝑒𝑥𝑡 𝜑
(2)NFPA 68 标准对 M 和 S 口径的理论最大泄爆压力 存在明显高估，且不同口径间的𝑃𝑟𝑒𝑑,𝑁𝐹𝑃𝐴 68

偏差分布不均，其中 S 口径的 与实验最大泄爆压力 的偏差约为 30-80 倍，表明 NFPA 𝑃𝑟𝑒𝑑,𝑁𝐹𝑃𝐴 68 𝑃𝑟𝑒𝑑

68 标准难以直接适用于大长径比小口径端部泄爆结构。

(3)基于实验数据构建的修正模型可以有效降低偏差，三种泄爆口径下修正后的理论最大泄爆压

力 与 的偏差控制在 1-4.3 范围内，显著改善了 NFPA 68 对本试验工况下的系统性高估问题，𝑃𝑟𝑒𝑑,𝑐𝑜𝑟𝑟 𝑃𝑟𝑒𝑑

具有实际工程应用价值。

本研究所得规律和修正方法可为氨氢预混气体长管端部泄爆结构的安全设计提供可靠依据。
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