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徐匡迪先生是中国当代科技界杰出的学科带头人和颇受欢迎的资深教

育家，也是国际钢铁冶金学术活动中的知名学者.匡迪先生兼具深厚的专业

学养和渊博的知识面，其成就涉及科学、教育、技术、工程、工业、经济、社会管

理等方面；尤其难能可贵的是他崇尚务实，不断求真，往往以创新的思维、可

行的途径去解决各类实际问题.汇集他长期以来在钢铁冶金方面的研究论文

和有关钢铁工业发展的综述性文章，结集出版，无疑将对我国冶金界、科技

界、教育界有所裨益和启示.

匡迪先生在 20 世纪 50 年代初期怀着报国之志选择了冶金专业并以优

异成绩毕业于北京钢铁学院（现北京科技大学）冶金系.继而留校任教，20 世

纪 60 年代调到上海工作，长期以来，执教大学，辛勤耕耘浇灌，现已桃李天

下.同时不断地致力于科研，并深入工厂进行开发、验证，在实践中，他才思敏

捷，善于将观察到的现象转变成工艺成果，并上升到理论层次加以阐述，揭示

其本质和规律，心得颇多，促进了冶金理论和工厂生产的发展，显示了他扎实

的学科基础和联系生产实际的杰出能力，受到学术界、教育界与企业的尊重

与欢迎.

改革开放初期，匡迪先生尚属年轻才俊，游学欧陆，头角渐露.以后在英

国、法国、瑞典、日本、加拿大、美国、澳大利亚等国分别进行合作学术研究、技

术开发、工程实施或是应邀在国际会议作主题讲演，每每受到关注与好评.他

是当时我国大陆少数几位活跃在国际冶金学术论坛上的年轻学者之一.先后

获得瑞典皇家工学院客座教授、美国加利福尼亚大学伯克利分校杰出贡献

奖、香港理工大学名誉工学博士、香港大学名誉法学博士、英国土木工程师学

会名誉外籍会员.

匡迪先生数十年来，在冶金学及其相关工程领域方面做了大量的科研、
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开发工作，涉猎面颇广，诸如冶金物理化学、电冶金和炉外精炼、熔融还原、不

锈钢精炼、喷射冶金等方面都有独到的研究成果和理论建树，其中有些还进

一步开发成为工业装置用于工业生产.以徐匡迪院士为首的上海大学现代冶

金与材料制备重点实验室学术梯队，近些年来，更以创新的精神，独具匠心地

探索冶金科学的若干前沿领域，其中值得一提的有诸如强磁场下液态金属

（合金）凝固行为的研究、用高温拉曼谱仪研究高温熔体的结构和性质等，不

但难度很高，而且往往以学科交叉的新颖视角去研究冶金科学、材料科学中

的若干难题，实属前沿性探索，其开拓创新精神难能可贵.此文集中也体现了

这方面的进展和成果，相信对同行学者会有所启发、借鉴.由于他卓越的学术

成就和杰出贡献，1995 年当选为中国工程院院士，2003 年当选为英国皇家工

程院外籍院士、瑞典皇家工程院外籍院士.

自 20 世纪 80 年代后期以来，匡迪先生已不仅仅在冶金界、高教界工作，

而且由于渊博的知识面和不断萌动于胸襟的改革精神使他逐步跻身于工业

界、经济界直至管理决策层.据我所知，其间他在繁忙公务之余，利用各种时

间，研读了国内、外经济学、管理学等方面的名著，而且能够结合中国的改革、

发展的实际，提炼出自己的独特见解，进而与他坚实的理工科知识和工程经

验相结合，使他在上海这一中国第一大城市的改革、发展、管理和决策过程中

有了“用武之地”.十多年来在上海市工作过程中的诸多建树，证明了他是有

真才实学的帅才，受到上海各界的好评与怀念.

我与匡迪先生相识较早，乃同一母校的先后校友，每每相叙交谈，往往为

他的学识、见解所吸引、所打动，获益良多.新世纪伊始，匡迪先生卸任上海市

长，当选为中国工程院院长，倾力于国家工程科学与技术进步这一崇高事业.

到任后特别重视工程科学、工程技术与国民经济、社会发展相结合，拜访各方

面的人士，组织启动了许多重大咨询课题，而且不少是由他亲自主持的，益现

其务实精神和渊博的知识，诸多见解，往往获得高层领导和各界人士的共识

或赞许，其间一些论述尚未完全包括在此文集内，相信今后还有机会进一步

贡献于学界，贡献于社会.

中 国 工 程 院 院 士

原冶金工业部副部长、 殷瑞钰
钢铁研究总院院长

2004 年 11 月于北京
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我的学术生涯

“八一三”日军侵占淞沪，父母亲携着 2 岁的姐姐以及腹中临产的

我，匆匆逃离上海，随着难民潮艰难地向西南撤离. 由于旅途颠簸劳

顿，我于 1937 年底（12 月 11 日）提早出生于浙赣交界处松岭的一座

古庙中，没有医生和助产士，甚至没处去找农村的接生婆，只能由父亲

在母亲的指挥下为我接生.当时，年轻父母既为家中新生的儿子高兴，

又感忿于国家积贫、积弱，日寇烧杀抢掠和国民党军队溃不成军，致使

老百姓处于如此浩劫之中，遂将我取名为“抗敌”，以铭记国恨家仇，寄

望于子辈“男儿当自强，抗敌保家乡”.这个名字一直用到 1944 年我在

昆明读小学二年级时，语文老师对我说：“日本侵略者失败已成定局，

抗战胜利在即，我给你改个谐音的名字好吗？”随即用毛笔在毛边纸上

写下：“匡迪”，寓意“匡扶正义，迪吉平安”，我高高兴兴地捧回去呈给

父母亲看，他们都说改得好，就改用此名至今.说了一段与学术生涯毫

不相干的开场白，无非是两个目的：一是任何学术论文的作者都要署

名，以示对论述及数据、结论负责，因此交待一下名字的来历，并非离

题太远；二是我对祖国的热爱与赤子之心，始于童提启蒙学写名字之

时，现在虽已过“天命”之年，每当提笔签名时，仍不敢忘双亲的期望与

老师的教诲.

生于 20 世纪 30 年代的人，在中国近代史上亦算是经历丰富的一

代.曾亲历过民族危亡的抗战时期；目睹了战后国民党的腐败和如火

如荼的革命群众运动；参加过欢天喜地、敲锣打鼓欢迎解放军进城的

行列，并为新中国的成立而热情欢呼；更难忘抗美援朝、保家卫国时唱

着“共青团员之歌”争相报名参加“军干校”的高昂民族精神；当然也
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受过知识分子思想改造、肃反、拔白旗、反右等政治运动折腾.直到“文

革”时，少数人如我，被作为修正主义的“苗子”，一下子变为运动的

“对象”，多数人则为没完没了的派性斗争感到迷惑，或因“亲朋好友”

成为运动对象而退为观望（时称“逍遥派”）.十一届三中全会之后，拨

乱反正，恢复实事求是的思想政治路线，我们恰值中年，挑起了教学、

科研承前启后的担子，重新沐浴着科学春天的阳光.少数幸运者如我

更享受到改革开放的成果，有幸出国进修、出国工作、出国讲学，使科

研方法、学术水平有了极快的提高.

我之所以能做一点学术工作，其基础始于良好的教育. 由于出身

于知识分子家庭，父母对教育十分重视，回想起来，读过的小学（联大

附小、杭州天长小学）、中学（杭州市立中学、省立杭州高级中学）都是

当地最好的中、小学.除了师资一流、学风严谨，学校还有过许多名师

（如杭高有过鲁迅、陈望道、陈建功、夏丏尊、李叔同、丰子恺、崔东伯

等），亦出过不少名人. 学校弘扬的是奋发、求实、俭朴的治学精神.

1954 年我报考北京钢铁学院，在江南水乡长大的我，其实并不知钢铁

冶炼为何物，单凭着为祖国工业化奠定物质基础的理想，跨进了“钢铁

摇篮”（首届校友赠礼刻成大理石碑，嵌在主楼大厅壁上）. 五年

（1954—1959）大学生活，尽管经历了肃反（1955 年）、反右（1957 年）、

大炼钢铁（1958 年），但整个教学过程还是完整和严谨的，特别是

1954—1957 年，教学秩序十分正常，肃反和反右仅利用了暑假 2 ～ 3

周，到 1958 年大炼钢铁时，由于我们是第一届四年制改五年制（1957

年改），课程已基本上完，只占用了部分专业工艺课的教学时间.经过

以后的工作检验，特别是 80 年代初去英国帝国工学院做短期访问学

者和在瑞典皇家工学院任客座教授时，深感到自己在大学本科所学的

基础，不仅不比这些世界名校差，有些方面，如普通基础课（特别是数

学、力学、热力学等），由于做过很多题目、作业，学得比他们更扎实.我

至今难忘卢兴阶老师讲高等数学时，在 180 人的阶梯教室中，他居然

能从某个学生的游离目光中发现他未跟上教学进度，从而风趣委婉地

重述要点，这种诲人不倦的精神真是令人敬仰；我亦清晰地记得，力学

老师王显祖遒劲的板书和不用尺画的力的分解图（不但线条直，连角

度都很准），特别是他言简语赅的讲课风格，使学生不用赶着记笔记，
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而是在等着他的下一句话，课后再看课堂笔记，则是一篇精练的文章；

物理化学是一门公认难学的课，特别是热力学部分，但高贻善老师把

它讲活了，不但概念清晰严谨，例证与推演详实，而且每节课讲完，留

下 5 ～ 10 分钟进行小结，有时他还让一位同学先小结一下，其他同学

做补充，最后由他点评.我在“文革”后期（1974—1976 年），因夫妻分

居两地，住在集体宿舍，晚上闲时甚多，当拿出大学的基础课、专业基

础课笔记复习时，惊喜地发现，一学期中高老师曾三次叫我起来小结，

而是日晚我都在笔记本上专门作了回忆记录和老师的点评，可见高老

师的教学在我心目中激起多大的回响和共鸣.

钢院教学的另一个显著的特点是注重实践.当时学校除了严格的

课堂教学外，非常重视学生动手能力的培养，一年级时，每周半天金工

实习，车、钳、!、铣等各种床子都独立操作过.铸造更要从制泥芯、砂

型、配箱，一直到化铁炉熔炼铁水和抬包浇注都要学生独立完成.专业

方面的实习更加系统，二年级暑假的认识实习，要对从“原料—烧结—

焦化—高炉—平炉—铸锭—开坯—初轧—精轧”的整个生产流程，到

煤气厂、电厂、水厂，火车车辆调度场等辅助系统，都一一进行实地观

察和记录主要参数. 当时的青年学生“不知天高地厚”，人人都以“将

来当总工程师时需要”为由拼命地问和记，结果实习结束后，工厂保密

科把大家的笔记本都收了起来，说是其中涉及国家重大机密，不能留

给学生自己.三年级生产实习是分专业进行的，我们冶金系是炉前工

实习，从最粗重的渣坑清理、平台清扫、撬炉门、堵出钢孔，一直到炉前

吹氧、取样、测温、扒渣、合金计算、补炉等都要学会操作.当时，炼钢的

机械化、自动化程度很低，尤其是电炉，除了主要金属料由料篮从炉顶

加入外，其余各种辅料（石灰、萤石、矿石），以及铁合金都要从炉门外

3 ～ 4米处用铁锹扔入.每当炼不锈钢时，烤红的 1 ～ 2 吨微碳铬铁要从

炉门扔进去，这可是一个考验操作工体力、技巧的“绝活”.看到炼钢工

们龙腾虎跃的优美动作，使我们羡慕不已.由于当时铬铁是进口的，价

格很贵（每一锹都超过学生一个月的伙食费），所以我们是没有资格去

扔的.为此，实习返校后，我们在学校宿舍外树了一个木制的“炉门

框”，并从基建处要来两小车石块，炉门框两边 4 米外，一边站一人，开

始了“扔锹练习”，有的同学还学着工人师傅的各种“花式动作”，引得
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旁观者叫好、嬉笑.今天看来，当时的大学生似乎傻得可笑，或问为何

不搞技术革新采用机械化投料？殊不知那是一个“劳动神圣”、“知识

分子必须通过艰苦的体力劳动方能脱胎换骨、改造思想”的时代.四年

级是炉长实习，除了跟班劳动外，主要是学习炉长如何全面掌握及判

断炉况，指挥一炉钢的冶炼全过程，这里主要是如何和炉长交朋友，不

然的话他会讨厌你老跟着他.同学们纷纷进行家访、谈心、拜师.那时

的人都很真诚、率直，当工人师傅知道我们是决心学好本领、献身钢铁

事业时，大家就掏心掏肺地结成对子，手把手地教起我们来.那一个月

的时间真叫人终生难忘，我们这群只会纸上炼钢的大学生，在离厂前

居然“独立自主”地炼出了两炉优质合金钢.那种喜悦和兴奋的心情，

在以后的岁月中极少出现，因为那是付出了多少汗水和心血才学到的

啊！五年级是毕业实习，做工厂设计的同学到工厂设计科或钢铁设计

院，做科研论文的则到工厂的研究所或车间技术组，分别收集论文所

需材料并进行现场试验或测试，两个月后，回校完成图纸或论文工作.

我是带着深深的怀念和美好的感情来回忆 20 世纪 50 年代大学时所

受的教育的，诚然，岁月更替，科技飞速发展，现在的钢铁冶金已经完

全机械化，并部分实现了信息化.在有的人看来，这些陈年旧事不值一

提，甚至是幼稚可笑的.我亦时时警觉自己要与时俱进、不断创新，决

不可固步自封，沉溺于传统的思维定式之中，但我还是认为实践环节

教育最根本的教益，并非在学习操作（终究会用机械化、自动化代替），

而是教会了我如何做人、怎样治学.我当然不主张今天学冶金的大学

生再去花大量的时间学习现在已不需要的手工操作技艺，但我仍坚持

我的研究生必须到现场去实习，不仅在炉前操作室摁按钮，而且要走

出控制室到现场去感受生产过程，那里还有许多在电脑屏幕上、各种

传感器显示不出来的东西.因为所有控制系统都是滞后响应的，即发

现某参数偏离控制范围时，才做出调整，它们至今还不能完全代替人

在实践经验中形成的预警判断，更何况探头（传感器）也有失误的时

候. 1984 年 5 月我在瑞典 Scan-Lancer 公司工作时，曾在英国 BSC的

Recomby厂为北海油田生产抗硫化氢腐蚀的厚壁钢管，其硫含量应低

于 10 ppm（≤0. 001%），采用喷射冶金过程处理.按合同规定，出钢温

度应≥1 650� ，但其中有一炉出钢时，我通过炼钢镜（国内带去）判断
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温度只有 1 600� 左右，甚至更低，于是提出停止钢包喷吹处理，否则

可能冻包.英方炼钢分厂厂长察看了操控室自动测温记录后，用了一

句英国式的幽默：“但愿这次是你的眼睛不准”，并要按原计划进行喷

吹，我则坚持这一炉不列入“试验 供货”计划，他决心和我开个玩笑，

在炉前记录上写下“徐教授认为这炉温度不够”并要我在下面签字，我

毫不犹豫地签了，结果果然有近 200 吨钢水冻在包中，造成一次较大

的事故.自此以后，每试验炉号出钢时，他们总要我用“中国眼镜”看一

看温度如何，大学生生活中有许多值得回忆的内容，但作为对我专业

培养影响最大的，我看就是基础课扎实和崇尚实践精神的养成.这方

面除了教学计划安排以外，老师的言传身教亦是榜样和鞭策.朱觉教

授当时是留美归国的名教授，但仍以近 60 岁的高龄带我们下厂实习，

特别是他对新事物的敏感和孜孜以求的实干精神，成为我国电渣精炼

技术的开拓者和奠基人.关玉龙教授当年风华正茂、才气横溢，听他讲

课确实是一种享受，尽管他当时体力不如我们年轻的大学生，但他对

炉前工艺的判断和感觉，使他在学生和现场工程技术人员以及工人中

享有很高的声誉.

从 1959 年大学毕业，一直到 1976 年粉碎四人帮，我所从事的是

专业教学工作，从带试验、带实习开始，一直到主讲专业课，指导毕业

论文.教学工作对我思维逻辑性、表达条理化，以及不断查阅文献资料

的习惯大有裨益.期间，亦参加过国家组织的航空用不锈钢管、军用轴

承钢质量提高，以及薄壁氧气瓶钢的研制与生产，前两项还得了国家

奖.但当时是三结合的联合攻关组（军队、工厂、院校），人人皆不署名，

发表的文章亦自然是以攻关组名义，故不能收入论文集.

这里要提一下的是 1978 年，我和同事倪德麟在冶金部钢铁司的

主持下，举办了为期一月的“超高功率电炉与炉外精炼”高级研修班.

参加者都为各特钢厂的技术骨干，在这个研修班上所总结、介绍的是

国外主要特钢厂采用这两项最新技术的情况，并编译了一百多篇国外

文献的阅读材料，使当时久闭国门的钢厂技术人员耳目一新，约有一

半参加者后来成为工厂的总工、技术副厂长及厂长.稍后，我又应上海

金属学会之邀，在上海科技会堂举办钢铁冶金过程的物理化学系列讲

座，每周半天.斯时，国外已有钢铁冶金过程的物理模型和数学模型以
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适应计算机过程控制的建模需要，而“文革”前、“文革”中我国高校冶

金教材中基础理论与工艺技术严重脱节，理论只能用来解释工艺的缘

由而不能定量、定时的指导工艺.这一个系列讲座是以国外的理论模

型成果为例，分析了整个冶金过程各种反应的热力学、动力学，并加以

定量计算.结束时，要求一百多位参加者，结合本职工作撰写一篇运用

理论解析冶金工艺过程的文章，由于参加讲座者多是各钢厂的技术骨

干，写出的论文丰富多彩，不少还成了升高工时的代表作，论文绝大多

数发表于国内和上海的钢铁冶金期刊.

1981 年至 1985 年我先后到英国和瑞典从事喷射冶金的基础研究

和工艺开发，由于所得成果与同事共同申请了英国、瑞典的专利，特别

在瑞典 SL公司任职期间，签有技术保密协议，故而此阶段鲜有文章发

表.在此期间因工作之需，除瑞典外，还出差到过英、德、荷、芬、挪、俄、

匈等七国，共计三十多家钢厂，并出席了多次国际冶金博览会、国际钢

铁大会，广泛了解了世界钢铁工业的状况，亦结交不少钢铁界的著名

学者、企业家和工程技术人员，从他们的研究工作中汲取了十分有益

的营养.这里我要特别提到对我学术生涯影响最大的三位教授，首先

是瑞典皇家工学院的埃克托普（Sven Ektorp）教授，他是一个充满各种

创新思维的理想主义者，不但是喷射冶金、熔融还原的始作俑者，而且

在 20 世纪 80 年代初就在实验室里建立了薄带连铸的试验装置，我从

他身上学到的是对传统钢铁冶金技术不断创新的精神.埃克托普教授

家住斯德哥尔摩郊外，他家的花园很大，在草地与花圃的一角，耸立着

一座 8 m3 的小高炉，当有外国代表团来访时，他会请我们这些皇家工

学院的教授、研究生帮他一起为高炉鼓风、上料、点火做好准备.待客

人到达时则打开出铁口，放出炽热的铁水，铸出一块镌有他名字的铁

块，作为纪念品，并为此十分自豪.当我告诉他 1958 年大炼钢铁时，我

在甘肃永登山区建了 60 座几乎一模一样的“袖珍高炉”，并 24 小时不

间断作业一个多月时，70 多岁的他惊讶地张大了嘴巴说：“那我是用

了中国人古老的炼铁技术啦！”第二位是我十分敬重的前日本东北大

学冶金系主任不破祐先生（Fuwa），不破祐先生出生于日本名门望族、

外交世家，辛亥革命前其祖父曾帮助过孙中山先生，上世纪 50 年代初

先生毕业于东京大学，旋即赴美国 MIT，在当时冶金学巨匠奇普曼（J.
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Chipman）的指导下从事冶金物化研究，他与奇普曼教授共同完成的钢

液中碳氧平衡曲线即［C］［O］= 0. 002 2（1 600� ），是钢液精炼过程的

经典之作，无论转炉炉内反应，真空处理中的沸腾脱碳、脱氧，都证明了

这一研究的科学性、正确性.不破祐先生是位学识深渊、言谈儒雅的谦

谦君子，我们第一次相逢于德国杜赛尔多夫的国际钢铁会议，他误认为

我来自美国，连续问了我许多美籍华人教授的名字，当我说明我来自中

国大陆时，他忙着鞠躬道歉，并详细地询问了我的工作经历，热诚邀请

我去日本考察、讲学，因我当时在瑞典工作而未能成行.不破祐先生治

学严谨，以他的地位、阅历来看，他发表的论文总量不多，但质量很高.他

曾以“先辈”（日语中对长者的尊称）的口吻批评日本钢铁冶金界现在有

一批“Paper Professer”和“Conference Professer”，光写文章应付各种会

议. 1988年我访日时，他早已从东北大学退休，转到新日铁公司任首席

顾问、日本金属学会名誉会长.以他这样高的身分竟然亲自陪同我参观

了东京大学、东京工业大学，我去仙台（东北大学）、名古屋（名古屋大

学、新日铁名古屋制铁所）等地参观时，老先生一直送我到列车上，真使

我这个无名后辈汗颜不已.第三位是欧特斯（Oeters）教授，他那时任教

于柏林工业大学，我曾推荐过一位硕士到他门下攻读博士，故在欧洲工

作时，常顺访他的实验室.欧特斯教授有着日尔曼民族特有的工作严

谨、不苟言笑、诚实守信的特点，对我影响最大的是他对实验设备的设

计十分重视和认真检查，因而保证了科研数据的准确性、可靠性.我三

次去柏林，他的接待日程几乎是一样的参观实验室—由他的博士生报

告各自的工作—工作午餐—请我作报告，他自己则总是静静地听，而在

我报告后，他却第一个提问题.上世纪 80 年代中期，我回国后曾两次邀

请他访问中国，他亦要求类似的日程安排，我当然是“主随客便”，遗憾

的是当时中国博士生的英语水平较差，结结巴巴的讲述尚可事先背熟，

等到他用德语口音浓重的英语提问时就“抓瞎”了，还得靠翻译帮助.顺

便说一下，这三位我最尊敬的国外冶金专家学者竟然都是我母校的客

座教授，所以无论从年龄、从学识乃至师生有序来讲，他们都当然是我

的老师.

上世纪 80年代中期我回国后，直到上世纪末的 15 年，是我学术工

作的高潮期，在国外汲取的知识和受到的训练很快迸发出来，研究的重
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点也从冶金工艺转向应用理论基础和某些创新性领域.当时我们上海

工大的研究集体有两个共识：一是决不做“撒网捞鱼”式的研究，而是

事先经过周密的热力学、动力学、热平衡计算，争取从实验室的条件试

验后，一次进入工业规模试验.如在转炉中“熔融还原生产不锈钢母液”

的工作，是从条件试验和理论计算后，建立试验吹炼的过程模型，在 25

吨氧气复吹转炉上一次试验成功的，其中母液中铬的增长、温度和渣中

氧化铬含量的降低与计算机模拟曲线基本吻合，特别是吹炼终点更是

完全一致；二是从学校和学科梯队的实际出发，只能找一些新的领域重

点突破，而不可能“全面出击，配套成龙”.于是，先后选择了喷射冶金、

熔融还原生产不锈钢母液、特殊物理场下的凝固和利用高温 Raman 谱

仪及与相图计算方法相结合，来测定、推算高温熔渣中的结构和组元活

度等.“强磁场下金属凝固行为”及“高温 Raman谱技术”目前在国内外

都有一定的影响.从 2001年以来，我已有两位从事钢铁冶金学科领域研

究的博士生的论文被评为全国百篇优秀博士论文（两年评一次）.

1995年我担任上海市市长以前，不管我在哪个岗位工作，每周仍回

实验室半天，直接指导研究生的工作，即使 1995 年后，对于我名下的研

究生，我还是要亲自面询研究进度、审查开题报告、批改博士论文，并对

要求我署名的文章，一律亲自过目.凡不属于自己研究领域的，或未指

导、参与过工作的文章，即使出自我的梯队的成员，也决不挂名.在这里

我要特别感谢多年合作、肝胆相照的蒋国昌教授，从 1995年起他在创建

上海大学钢铁冶金实验室和指导科研集体的日常工作方面发挥了巨大

的作用，他勤奋又锲而不舍的精神使高温 Raman谱实验室从无到有，不

断提高，现已可和国际同行对话、交流.在我们的梯队中还有一批年轻

的博导教授，他们各有专长、思想活跃、勇于创新，在若干领域崭露头角：

任忠鸣和邓康教授在强磁场下金属凝固的科学现象、丁伟中教授在金

属氧化物的选择性还原、洪新教授在冶金过程节能和过程自动化、翟启

杰教授在超细晶粒凝固控制等方面都进行着卓有成效的工作，其中任

忠鸣教授还先后被评为国家自然科学基金杰出青年学者和长江学者计

划的特聘教授.更值得高兴的是中科院院士、美国麻省理工学院客座教

授周国治先生已于近期加盟这个集体，成为梯队的学术核心和领军人

物.相信尽管我已离沪，但这个国家与上海市共建的重点实验室仍将奋



009

我
的
学
术
生
涯

勇前进！

抚今追昔，感慨万千.中国已从什么钢材都要进口的农业国，发展

成世界第一钢铁生产大国，这是几代钢铁工作者心血的结晶.我跨入钢

铁冶金学科，今年是 50周年（从 1954 年进大学算起），上海大学出版社

从我已发表的钢铁冶金方面的论文中选出有代表性的论文编辑成册，

我十分感谢出版社编辑和领导的关心与厚爱.“却顾所来径，苍苍横翠

微”，这只能算是一个热爱和献身钢铁事业的中国科技工作者走过的足

迹的记录吧！

徐匡迪

2004年 11月
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ＳＥＬＦ ＳＲｅＭ4 模型的新发展及其在
Ｃ Ｍｎ Ｆｅ Ｓｉ四元系中的应用?

摘要 在亚正规熔体模型 SELF -SReM4. 0 的基础上，提出了可解决碳

化物析出问题的 SELF -SReM4. 1 模型.并以 C-Mn -Fe -Si 四元系为例介绍了

用上述两种模型计算组元活度的结果，分析了 Si -Mn，Mn -Fe系中的若干平

衡规律.

尽管在热力学意义上（不涉及物质结构）活度理论已很成熟，但活度的

应用还不很普及.一方面，已掌握的热力学规律完全可用来为新技术的开发，

或为实现过程优化及控制提供理论预测，另一方面，又往往由于缺乏相应的

活度数据库而使定量的分析无从实施.依赖实验测试来建立活度数据库有较

大难度，需要靠计算给出系统的数据，然后用实验对若干点进行校核.所以活

度的计算已成为关键课题.

Wagner的相互作用参数是迄今最流行的多元系活度计算方法. 但溶液

愈浓或组元愈多，用Wagner相互作用参数算出的活度误差愈大，为了开发高

合金钢母液、铁合金的熔融还原技术和脱磷技术，改进铁合金的传统熔炼操

作，建立 Ar -O2 混吹脱碳（AOD），真空吹 O2 脱碳（VOD）过程控制所需的数

模，均迫切需要把活度数据库扩展到高浓度合金的范畴，这就要求建立适当

的熔体模型来进行计算.

SELF -SReM4 模型属于亚正规熔体理论的范畴，是上海市钢铁冶金新技

术开发应用重点实验室（SELF）为描述四元系均相区而发展的模型，本文应

用 SELF -SReM4. 0［1］
和最近提出的 SELF -SReM4. 1 模型计算了有关C-Mn -Fe

 本文合作者：蒋国昌、张晓兵、唐恺、徐建伦、丁伟中.原发表于《金属学报》，34（5），
459 ～ 466（1998）
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-Si四元系的活度.

1 SELF -SReM4. 0 模型的应用

1． 1 Ｃ Ｍｎ Ｆｅ Ｓｉ系组元活度的计算

直接用于四元均相区组元活度计算的 SELF -SReM4. 0 模型具有如下

形式：

Gex

C
= ∑

j'

j = 2
∑

k'

k = 0
∑

n'

n = 0

AjknYjZkTn （1）

Gex

Mn
= ∑

j'

j = 2

Aj00

j - 1
+ ∑

j'

j = 2
∑

k'

k = 0
∑

n'

n = 0

AjknYjZkTn 1 -
j - k

Y（j - 1[ ]） （2）

Gex

Fe
= ∑

j'

j = 2
∑

k'

k = 0

Ajk0

j - 1
+ ∑

j'

j = 2
∑

k'

k = 0
∑

n'

n = 0

AjknYjZkTn

1 -
j - k

Y（j - 1）
-

k - n
YZ（j - 1[ ]） （3）

Gex

Si
= ∑

j'

j = 2
∑

k'

k = 0
∑

n'

n = 0

Ajkn

j - 1
+ ∑

j'

j = 2
∑

k'

k = 0
∑

n'

n = 0

AjknYjZkTn

1 -
j - k

Y（j - 1）
-

k - n
YZ（j - 1）

-
n

YZT（j - 1[ ]） （4）

Gex = ∑
j'

j = 2

Aj00

j - 1
Y + ∑

j'

j = 2
∑

k'

k = 1

Ajk0

j - 1
YZ + ∑

j'

j = 2
∑

k'

k = 1
∑

n'

n = 1

Ajkn

j - 1
YZT

+ ∑
j'

j = 2
∑

k'

k = 0
∑

n'

n = 0

Ajkn

j - 1
YjZkTn （5）

式中，G
ex

i
（i = C，Mn，Fe，Si，⋯）为组元 i的过剩偏摩尔自由能；Gex

是四元

系的总过剩摩尔自由能；模型所含的参数 Ajkn 需由已知的边界条件拟合定

值；j' + k' + n' 是模型的阶数，令其均为小于 4 的整数；Y，Z和 T是另一种浓

度表示法，定义为

Y = 1 - X1 （6）
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Z = 1 -
X2

Y
（7）

T = 1 -
X3

YZ
（8）

其中 Xi（i = 1，2，3，⋯）为组元 i 的摩尔分数. 相应碳的活度计算公

式是

α
C

=（1 - Y）exp
Gex

C
- K( )RT

（9）

K = 44 650，表示碳活度标准状态转换系数.其他三个组元的Gex

i
均以纯物质

为标准状态，活度计算公式为

αi = Xiexp
Gex

i( )RT
（10）

在 C-Mn -Fe -Si系中，为拟合 Ajkn 参数而引用的已知边界条件示于表 1.

拟合所得的 Ajkn 参数数值示于表 2.

表 1 Ｃ ＭｎＦｅ Ｓｉ系中用于拟和 Ａｊｋｎ参数的边界条件

Ｔａｂｌｅ 1 Ｔｈｅ ｂｏｕｎｄａｒｙ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ｕｓｅｄ ｉｎ ＣＭｎＦｅ Ｓｉ

Boundary Information Reference

C-Mn The equilibrium with solid MnO under different pco and 1 628 K ［2］

C-Fe Gex
C（1 873 K） ［3］

Mn -Fe Gex（1 863 K） ［3］

Fe -Si Gex
Fe（1 873 K） ［3］

Mn -Si αMn
（1 673 K） ［4］

Mn -Fe -Si αMn（1 700 K） ［5］

C-Mn -Si ［% C］sat（1 673 K） ［6］

C-Mn -Fe ［% C］sat（1 873 K）iso - αC
= 0. 25（XMn ≤ 0. 2） ［7］［8］

C-Fe -Si ［% C］sat（1 873，1 823 K）iso - αC
= 0. 25（XSi ≤ 0. 2） ［7］［9］［8］

C-Mn -Fe -Si ［% C］sat（1 903 K） ［10］



５７６　　

徐

匡
迪

●文
选—

—
—

钢
铁
冶
金
卷
︵
Ｂ
︶

表 2 ＳＥＬＦＳＲｅＭ4． 0 给出的 ＣＭｎＦｅ Ｓｉ熔体 Ａｊｋｎ参数值

Ｔａｂｌｅ 2 Ｔｈｅ ｅｖａｌｕａｔｅｄ Ａｊｋｎ ｆｏｒ Ｃ ＭｎＦｅ Ｓｉ ｍｅｌｔ ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ＳＥＬＦＳＲｅＭ4． 0

（J /mol）

j k n = 0 n = 1 n = 2 n = 3 n = 4

2

0 - 99 631. 98 0 0 0 0

1 70 892. 3 149 273. 2 - 4 866 893 3 875 074 - 999 619. 9

2 11 188. 69 - 6 476 583 10 451 850 - 624 549 629 122. 3

3 8 602. 09 9 018 116 - 6 522 831 - 287 777 1 973 013

4 - 5 964. 38 - 4 449 743 1 619 816 2 243 857 - 1 210 548

3

0 - 24 960. 3 0 0 0 0

1 269 816. 5 - 5 906 318 26 249 480 - 20 974 920 5 151 701

2 - 101 181. 5 30 216 970 - 49 750 090 22 538 070 - 2 791 611

3 - 15 032. 05 - 37 643 380 26 739 840 - 4 854 775 0

4 26 173. 44 17 491 260 - 5 845 056 0 0

4

0 79 471. 32 0 0 0 0

1 - 221 034. 9 7 013 604 - 24 773 540 19 837 160 - 4 728 691

2 121 382. 5 - 25 283 520 40 333 950 - 15 442 520 0

3 - 3 284. 73 28 009 580 - 13 858 880 0 0

4 - 21 359. 98 - 12 086 190 0 0 0

图 1 MnO-SiO2 -CaO渣与 Csat -Mn -Si

合金的平衡
Fig. 1 The equilibrium between MnO-SiO2 -

CaO slag and Csat -Mn -Si alloy

1． 2 Ｆｅ Ｍｎ 及 Ｍｎ Ｓｉ 合金

熔

Ｆｅ Ｍｎ及Ｍｎ Ｓｉ 合金是
许多铁合金企业的主要产品．
尽管这些合金的生产技术已经

成熟，但尚未确切地掌握其熔

炼反应热力学． 这不仅影响现
行技术的进一步优化，而且影

响高硅ＭｎＳｉ合金及中、低碳
Ｆｅ Ｍｎ 合金生产中某些重要
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因素的有效控制．本节用 ＳＥＬＦＳＲｅＭ4． 0 模型对组元平衡关系进行预测并

与实验对比．
（1）熔炼 ＭｎＳｉ时，热力学上起决定性作用的是 Ｃｓａｔ ＭｎＳｉ合金和

ＭｎＯ ＳｉＯ2 ＣａＯ 渣系之间的平衡．图 1 按 ＳＥＬＦ ＳＲｅＭ4． 0 模型计算绘

出了三组曲线，分别对应于1 823 Ｋ下［% Si］ = 5%，10% 及 1 723，

1 773，1 823 Ｋ下［% Si］= 1% . 这些等［% Si］、等温线上的各点代表

着不同合金与该残渣组成的平衡关系．它们是控制ＭｎＳｉ熔炼过程的重
要依据．
丁伟中曾用实验测定了 ＣｓａｔＭｎ Ｓｉ 合金和 ＭｎＯＳｉＯ2ＣａＯ 渣之间平

衡
［6］，图 1 中三条粗实线是其在 1 823 Ｋ 下测出的［% Si］ = 1%，5%，

10. 5% 的平衡曲线．可见，计算曲线与平衡实验所得基本吻合．
（2）高碳 ＦｅＭｎ的吹Ｏ2 精炼称为ＭＯＲ法．此技术的核心是如何掌握

［Ｃ］，［Ｍｎ］的选择性氧化规律，也即求解给定温度下可能得到的最低
［% C］. Ｍｎ Ｆｅ的脱碳反应如下：

Cgr + MnO（s） = Mn（l） + CO（g）

ln
α

Mn
·p

CO

α
C
·α

MnO

=
- 25 800

T
+ 16. 28 （11）

图 2 ＭＯＲ过程中温度对终点［% Mn］

和［% C］的影响
Ｆｉ ｇ． 2 Ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｎ ｆｉｎａｌ

［% Mn］ａｎｄ［% C］ｉｎ ＭＯＲ ｐｒｏｃｅｓｓ

由于吹 Ｏ2 的结果，渣为 ＭｎＯ 饱和，
α

MnO
= 1. 假定气相中仅有 ＣＯ 和锰

蒸汽．而锰蒸汽分压 ｐ
Ｍｎ
与 α

Ｍｎ
的平

衡关系为
［11］

ln p
Mn

= α
Mn
·exp（37. 67 -

3. 02ln T - 33 430 /T）（12）

因而

α
C

= α
Mn
·exp（25 800 /T - 16. 28）

- α2

Mn
·exp（21. 39 - 3. 021ln T

- 7 630 /T） （13）
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图 2 给出的预测结果为在 2 023 Ｋ 的精炼温度下，产品为 50%［Mn］+

1%［C］.

2 ＳＥＬＦ ＳＲｅＭ4． 1 模型及其应用

开发 ＳＥＬＦ ＳＲｅＭ4 模型本意是要系统地给出整个四元均相区中的组

元活度数据．但实际上，ＳＥＬＦ ＳＲｅＭ4． 0 模型在 Ｃ Ｍｎ Ｆｅ Ｓｉ 系中只能有
效地用于［% Si］< 20 左右的低 Ｓｉ 区．为了描述高 Ｓｉ 区，必须进一步考虑

图 3 Ｃ ＭｎＳｉ系中的碳饱和线和
ＳｉＣ（β）析出线

Ｆｉｇ． 3 Ｔｈｅ ｃａｒｂｏｎ ｓａｔｕｒａｔｅｄ ｃｕｒｖｅ ａｎｄ
ＳｉＣ（β） ｓｅｐａｒａｔｅｄ ｃｕｒｖｅ ｏｆ Ｃ 

Ｍｎ
Ｓｉ ｓｙｓｔｅｍ ａｔ 1 873 Ｋ

ＳｉＣ析出的边界条件． 此即 ＳＥＬＦ 
ＳＲｅＭ4． 1 模型的任务．
首先要说明 ＳＥＬＦ ＳＲｅＭ4． 1 与

ＳＥＬＦ ＳＲｅＭ4． 0 的一个重要区别．按
ＳＥＬＦ ＳＲｅＭ4． 1 模型，所有组元均以

纯物质为标准状态，因此式（9）中的

K = 0. Ajkn 参数的拟合中也不再考虑

其影响．
图 3 中，ａｂ 段是某一温度下 Ｃ 

Ｍｎ Ｓｉ系中的碳饱和线；ｂｃ段是 ＳｉＣ
（β）析出线；而石墨 ＳｉＣ（β） 合金在
ｂ点三相共存．在 ａｂ段上，有

Gex

C

RT
= - ln（1 - Y） （14）

在 ｂｃ段上，有

Gex

C
+ Gex

Si

RT
= ln KSiC - ln（1 - Y）- ln YZ （15）

令式（1）～（3）中的 n = 0，再将其代入式（14）和（15）即可得到 ａｂｃ线上的

关系式，其中含有 A
#

jk0
参数． A

#

jk0
参数只适用于计算 ａｂｃ线上的组元活度．为

了同时也能描述整个液相区，还必须把其他边界条件也用于 Ajk0 的拟合．例
如，可再增加以下两个边界条件：

（Gex

C
）C-Mn = ∑

j'

j = 2

Aj0 Yj （16）
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（Gex）Mn-Si = - ∑
k'

k = 1
A2k + ∑

j'

j = 3

Ajk

j -{ }1
Zk （17）

（Ｇｅｘ
Ｃ）ＣＭｎ是 Ｃ Ｍｎ 二元系中［Ｃ］的过剩偏摩尔自由能；（Ｇｅｘ

）ＭｎＳｉ表示

ＭｎＳｉ二元系的总过剩摩尔自由能．由 n = 0 的式（1）～（3）和（14）～（17）

联立所得的关系式可用于拟合适应描述整个液相区，且包括 ａｂｃ线上组元活
度的 Ajk0参数．实际上，先由式（16）和（17）拟合得到 Ａｊ00和 1 ≤ k≤4的 A2k0，

A3k0，A4k0 . 其他的则利用图 3 中 ａｂｃ 线的坐标来拟合． 表 3 是按 ＳＥＬＦ 
ＳＲｅＭ4． 1 模型推出的 ＣＭｎ Ｓｉ系中的 Ajk0 参数．

表 3 ＳＥＬＦＳＲｅＭ4． 1 给出的 ＣＭｎＳｉ熔体 Ａｊｋ0参数

Ｔａｂｌｅ 3 Ｔｈｅ ｅｖａｌｕａｔｅｄ Ａｊｋ0 ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ Ｃ ＭｎＳｉ ｍｅｌｔ ｂｙ ＳＥＬＦＳＲｅＭ4． 1

（J /mol）

k = 0 k = 1 k = 2 k = 3 k = 4

j = 2 515 766. 7 - 43 590. 46 - 179 439. 6 - 1 126 557 1 168 272

j = 3 - 1 064 194 215 307. 8 1 923 129 866 079. 3 - 2 226 392

j = 4 549 825. 9 215 307. 8 - 2 722 537 1 953 612 0

图 4 C-Mn -Si合金和 Mn -Si合金中
组元 Si的活度计算值的比较

Fig. 4 Activity of Si in C-Mn -Si melt
and Mn -Si melt at 1 873 K

丁伟中
［6］
发现 C-Mn-Si合金熔

体与 C -Fe -Si 合金有类似的关系.

即在高 Si区内 C和 Si对 αSi的影响

相等. 图 4 是 C -Mn -Si 合金和 Mn -

Si合金中 αSi计算值的比较，两者吻

合得很好. 由此证实了丁伟中的推

断.

硅热还原法是生产中、低碳 Fe -

Mn的重要方法之一. 图 5 以 SELF -

SReM4 模型为依据，示出 1 773 ～
1 873 K下 C -Mn -Fe -Si 合金中，与终

点［% Si］相对应的 α2

Mn
/α

Si
曲线.

由于

α2

Mn

α
Si

= K
α2

MnO

α
SiO2

（18）
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因此，利用 SELF -SReM4 模型由所需的产品成分［% Mn］及［% Si］计算

α2

Mn
/α

Si
，再由所得的 α2

MnO
/α

SiO2

通过 SELF -SReM4. 0 模型计算（MnO）和

（SiO2）.从而能有效地指导配料和预测收得率.

图 5 C-Mn -Fe -Si合金中 Si含量对 α2
Mn /αSi值的影响

Fig. 5 The α2
Mn /αSi values vs［% Si］in C-Mn -Fe -Si melt at 1 773 or 1 873 K

Curve Alloy αC T，K Calculation model

1 C-Mn -Si 1. 0 or KSiC /αSi 1 873 SELF -SReM3. 1

2 C-Mn -Fe -Si（Mn /Fe = 4） 1. 0 or KSiC /αSi 1 873 SELF -SReM4. 1

3 C-Mn -Si 0. 5 1 873 SELF -SReM3. 1
4 C-Mn -Fe -Si（Fe = 15%） 1. 0 1 773 SELF -SReM4. 0

3 讨论

SELF -SReM4 模型属高阶亚正规熔体模型范畴.模型所含 Ajkn 参数拟合

是在各种边界条件通过 Gibbs-Duhem公式构成的共同制约下实施的. 若以

ξ（m）
表示m阶Wangner-Lupis型活度相互作用系数，则Ajkn这一类参数就相当

于 j' + k' + n' = m条件下的 RTξ（m）.由此可见，SELF-SReM4 模型将稀溶液中

的活度计算和浓溶液中的活度计算完全统一起来；不仅给出了铁基熔体的

“活度相互作用系数”，同时也给出了Mn，Si等其他元素为熔剂时的“活度相

互作用系数”.

周国治最近将几何模型大大地向前推进了一步
［12］.在热力学性质预测

和相图计算方面几何模型是应用最广泛的方法.但是有两个问题，几何模型

难以解决.实践中经常遇到不规则的均相区，其边界往往只含各二元子系的

一部分，或由某种饱和析出线构成，即使是周国治最近推出的新几何模型也
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不易处理此类均相区.另外，几何模型强调只利用二元子系作为已知值.对于

三元系，新几何模型虽然考虑了各二元子系是否相似，三个组元的共同作用

仍无法估计.但实际上，组元愈多则几个组元的共同作用也就愈不能忽略.以

四元系为例，或许某些情况下，四元均相区本体内组元的总合贡献可不予考

虑；四种三组元的共同作用却是举足轻重的，而其相似性的描述则比二元系

复杂得多.相比之下，在这两方面，SELF -SReM4 模型有优势.确切地说，新几

何模型用于热力学性质预测和相图计算有其显著的优势；而 SELF -SReM4 模

型着眼于四元均相区全域内组元活度的系统化.为工程问题的热力学预测提

供足够可靠的组元活度数据库.

SELF -SReM4 模型所给出的组元活度是否可靠在很大程度上取决于所

用的“边界条件”，特别是二元子系的热力学性质. 近年来，韩其勇和丁学勇

等以 Miedema生成热计算模型为基础，由微观着手进行了组元活度研究［13］.

如果这一类研究能对已知二元系热力学性质的可靠性作出判断，并较确切地

预报未知二元系的热力学性质，则依赖 SELF -SReM4 模型，不难进一步建立

相应三元及四元均相区全域中的组元活度数据库.

4 结论

对 C-Mn -Fe -Si四元系的均相区，SELF -SReM4. 0 适用于［% Si］< 25 %

的范围，而 SELF -SReM4. 1 不受 Si含量限制.文中给出了该四元系的均相区

内的组元活度系统数据，并进而分析了 Si-Mn和Mn-Fe生产中的若干平衡问

题.本文还讨论了 SELF -SReM4 模型的特点，指出了它与几何模型及 Wagner

相互作用参数法的区别和联系.
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不锈钢母液铁浴熔融还原过程中的

铬回收率及母液的氧化脱磷
?

摘要 在 15 t 复吹转炉中进行了不锈钢母液的铁浴熔融还原工业

试验，发现铬的收得率不高，且母液含磷过多 . 不锈钢母液的铁浴熔融还

原过程是某种二燃率条件下的［C］-［Cr］选择性氧化 . 有高铬残渣伴随

的母液宜于采取氧化脱磷，这种脱磷是［C］-［Cr］-［P］三元素之间的选

择性氧化 . 以 SELF-SReM4 模型为基础，定量地分析了有关问题 .

1 铁浴熔融还原工业试验

不锈钢生产技术发展的一个重要问题是寻求降低生产成本，特别是

降低金属原材料开支的途径. 喷吹 Ar-O2 混合气体的脱碳技术（AOD）过

程直接使用高碳铬铁作为主要原材料，是不锈钢生产技术发展的一大进

步.近年发展起来的通过（CrOx）和（NiO）铁浴熔融还原生产不锈钢母

液的技术也已逐渐成熟. 使用这项技术有可能在母液的生产中不用高碳

铬铁和金属镍而降低成本. 本文报道进行工业试验的结果.

工业试验在 15 t复吹转炉中进行［1］.试验过程中，借助 YEWPARK-II 系

统控制供气参数，用上海市钢铁冶金新技术开发应用重点实验室（SELF）开

发成功的“音平控渣系统”监察渣况并保证含碳铬矿团块的加入量合适. 新

炉衬先经受两次洗炉，再进行熔池的脱磷，增碳至 4. 5%（质量分数，下同）以

上，并升温高于 1 873 K，然后即着手投加含碳铬矿冷团块（有时还需加入粒

状 NiO）和焦炭，铁浴熔融还原过程开始进行.

 本文合作者：蒋国昌、张晓兵、徐建伦 . 原发表于《金属学报》，34（5），467 ～ 472（1998）
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试验中，顶枪供 O2 速率是 50 ～ 90 Nm3 /min；枪位按主氧流冲击强度等

于 4 ～ 5 控制；底吹 N2 的搅动功率低于 5 kW/t. 在此条件下，二燃率达

24% ～ 48%，加热效率近 80% .

图 1 是还原过程中熔池内主要元素浓度的典型变化规律.如图 2 所示，

由于平均加矿速率在 7. 6 kg /（t·min）左右，铬的平均还原速率可高达

0. 16［% Cr］/min. 其原因之一是试验中保持了 CaO/SiO2 = 0. 8 ～ 2. 0 及

（% MgO）+（% Al2 O2）≤ 40. 最终可炼成含 14. 7%［Cr］以及 13%［Cr］+

14. 5%［Ni］两种母液.

图 1 工业试验过程中熔池温度和组成的

变化

Fig. 1 The variation of bath temperature and

composition during the pilot test

图 2 工业试验过程中加矿速率与还原速

率的关系

Fig. 2 The relation of lump feeding rate vs

reduction rate in the pilot test

图 3 工业试验中熔池温度和渣中残铬
量的关系

Fig. 3 The relation of the residual Cr
content in slag vs bath tempera-
ture in the pilot test

试验发现了两个重要问题：（1）本

试验中熔池未作终脱氧，图 3 指出，高

温还原时渣中残铬（T·Cr）平均可达

6% . 按物料平衡，铬的总收得率仅

85% . 文献［2］指出，如果在 1 850 K

和强 CO气氛下用［C］还原（CrOx），

那么渣中残铬应低于 0. 5% . 两者的

差异需作进一步的定量讨论.（2）即

使未作终脱氧，母液最终的含磷量也

有 0. 06% . 这会限制母液的应用. 有

必要定量地讨论如何优化其脱磷

操作.
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2 C-Fe-Cr-Ni和 C-Fe-Cr-P系组元活度的计算

为了对上述问题进行定量分析，必须知道母液组元活度的数据.本文利

用 SELF-SReM4 模型可给出可靠的活度数据. SELF-SReM4 模型为一种高阶

亚正规熔体模型，是专为计算 C-Cr-Fe-Ni 或 C-Cr-Fe-P等四元系的均相区组

元活度而开发的
［5］.图 4 与图 5 分别是 C-Cr-Fe-Ni 系与 C-Cr-Fe-P系中各组

元活度的计算结果.

图 4 1 873 K下，C-Cr-Fe-Ni合金中各组元的活度

计算值（xFe = 0. 3，摩尔分数）

Fig. 4 The component，activities of C-Cr-Fe-Ni

alloys，calculated under the condition of

1 873 K and xFe = 0. 3（mole fraction）.

The standard state for aC is graphite and

those for aCr and aNi are pure liquids

图 5 1 873 K下，C-Cr-Fe-P 合金中各组元

活度的计算值（［C］= 1%）

Fig. 5 The component activities of C-Cr-Fe-P

alloys，calculated under the condition

of 1 873 K and［C］= 1% . The

standard state for aC is graphite and

those for aCr and aNi are infinitive dilute

solution of 1%（mass fraction）

3 不锈钢母液铁浴熔融还原过程中铬的回收率

3. 1 ［Ｃ］和［Ｃｒ］选择性氧化的转化温度

不锈钢母液铁浴熔融还原过程的实质可认为是［C］和［Cr］的选择性氧

化.为满足供能要求，熔融还原过程中二燃率（PCR）通常可达到 50%，但

CO2 对［Cr］来说是强氧化剂，所以在计算［C］和［Cr］选择性氧化的转化温度

（Tv）时必须考虑到二燃的影响.

事实上，在还原过程中渣所含的是（CrOx），其 x = 1 ～ 1. 5.由于无相应
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的活度数据可利用，因此本文在 x = 1. 5 的假设下进行预测.

3［C］+ 2（Cr2 O3） = 4［Cr］+ 3CO2

ΔG° = 1 052 072 - 554. 44T （1）

Tv = - 0. 12ΔG° /ln α
4

［Cr］

P CO2

P( )°

3

（α
3

［C］
·α

2

Cr2O3
[ ]） （2）

图 6、7 中的 α［Cr］及 α［C］均用 SELF-SReM4 模型计算. 图 6 给出了

PCR = 40% 且［% C］= 5 条件下［% Cr］和 α
Cr2O3

对 Tv 的作用.按此图，可

为不锈钢母液铁浴熔融还原在不同条件下进行时预测合适的操作温度.图 7

表明了 PCR与过程温度对 α
Cr2O3

有严重影响.这里，α
Cr2O3

的高低正是铬收得率

的反映.在 PCR = 25% 的前提下，曲线 3 和 4 以碳饱和的 Cr18 合金为例说

明：若 Tv 从 1 773 K提高到 1 823 K，则 α
Cr2O3

将由 0. 06 降至 0. 023.若熔池是

碳饱和的 Cr18Ni8，且 PCR 不变，按曲线 5 和 6 的升温幅度可导致 α
Cr2O3

由

0. 02 降至 0. 007 5.

图 6 在给定 PCR和［% C］的条件下
按所需［% Cr］和 αCr2O3

预测 Tv

Fig. 6 The prediction of Tv from

［% Cr］and αCr2O3
under the

given PCR and［% C］

图 7 PCR与过程温度对 αCr2O3
的影响

Fig. 7 The effect of PCR and process
temperature on αCr2O3

Curve 1 2 3 4 5 6
［% Cr］ 13 13 18 18 18 18
［% Ni］ 0 0 0 0 8 8

Tv，K 1 823 1 773 1 823 1 773 1 823 1 773

因此图 6、7 说明：PCR愈大，则［C］和［Cr］选择性氧化的转化温度（Tv）

就愈高.所以必须在考虑 PCR影响的前提下选择操作温度.
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3. 2 不锈钢母液铁浴熔融还原过程操作的改进

（1）铁浴熔融还原过程中二燃的双重作用不可忽视. 它既为供能所必

需，亦有其副作用.因此，为了在终止加矿之后能有一个合适的铬收得率，需

采纳“许用二燃率”的概念.由图 6 可知，对碳饱和的 Cr18Ni8 合金，1 823 K

下的许用二燃率约为 18% .

（2）铁浴熔融还原过程中要注意保持合金的碳饱和度，并在渣层中保存

一个合适的碳块数量.本试验发现：底吹气即使含少量的 O2 也可明显地导

致还原速率降低.

（3）不少研究者［5，6］
认为，渣层中的碳块是（CrOx）的重要还原剂.而本

工业试验中渣内残铬（% CrOx）不低，表明该碳块的还原作用无法抵消 CO2

的氧化作用.实际上，这些碳块的主要贡献在于使渣层的中、下部能保持强还

原气氛.

（4）为了协调二燃的双重作用，顶枪主 O2 流最好是近水平的，且仅淹没

在顶渣的表层内.同时，顶吹强度、底搅强度、渣层厚度和熔渣粘度这四个因

素要匹配良好.

4 不锈钢母液的氧化脱磷

当母液由铁浴倾出时，它处于接近碳饱和的状态，且伴随母液流入脱

磷反应器的渣把一些 Cr2 O3 带进反应器内. 这正是采用 CaO基熔剂进行

氧化脱磷的最适条件. 作者曾提出“［Cr］，［P］，［C］三元素之间的选择

性氧化”概念，并借以阐述上述观点. 以 Cr18 为例，其三元素之间选择性

氧化的典型情况示于图 8（图 8 ～ 10 中的 pO2
和 a［O］相应，表示体系的氧

位）. 图中母液的组元活度是用 SELF-SReM4 模型计算的. 可以看到三条

曲线和代表着临界［% C］的两个点. 第一个临界［% C］是热力学上为

有效保［% Cr］所需的，高于此临界值的［C］能还原（CrOx）. 第二个临界

［% C］表明平衡条件下母液能脱磷的限度，高于此临界值的［C］能还原

（P2 O5）.

图 8b所示是采用 CaO 基脱磷剂时的最佳脱磷条件. 由于操作温度仅

1 573 K，磷酸根容量 lg（CPO3 -
4
） = 25. 7，所以［P］-（P2 O5）曲线总在［C］-CO曲

线下方.此状态下，可用很高的操作氧位，只要［% C］高于其第一个临界值

就足以有效地保［% Cr］，同时又不致干扰母液的脱磷.
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图 8 不同条件下［Cr］-［P］-［C］之间的选择性氧化关系及临界［% C］

Fig. 8 The selective oxidation among［Cr］-［P］-［C］and critial［% C］under different condi-

tions［% Cr］= 18，［% P］= 0. 02，（% P2 O5） = 0. 05 curve 1：［C］+ 0. 5｛O2｝ =

｛CO｝

curve 2：［P］+ 2. 5｛O2｝ =（PO2. 5） curve 3：［Cr］+ 1. 5｛O2｝ =（CrO1. 5）

低温通常利于脱磷.事实上，随着操作温度的升高［C］的第一个临界点

向低［% C］移动，但第二个临界点向低［% C］移动更快.图 8c 显示了一个

极限状态，即两临界点几乎挤在一起.如此情况下母液的脱磷只能求助于用

O2，使操作处在非平衡态，在母液 熔剂界面上保持高的 αFeO.图 8a 是1 773 K

下用 BaO基熔剂脱磷时的情况.可看到两个临界［% C］定义了一个碳含量

范围，操作时若［% C］落在此域内，则脱磷效率最高.图 9 是系列工业试验

的结果，其脱磷效率的峰值和本文的计算吻合.

图 9 不锈钢氧化脱磷试验中［% C］对脱磷率的影响
Fig. 9 The effect of carbon content on the dephosphori-

zation degree in the oxidational dephosphoriza-
tion pilot test of stainless steel

Curve Agent ［% Cr］ T，K

1 BaO-based 15 1 608

2 BaO-based 18 1 813

3 BaO-based 15 1 823

4 CaO-based 15 1 573

5 Na2 O-NaF 18 1 673

6 Na2 O-NaF 18 1 773

图 10 给出了［% P］及（% P2 O5）对临界［% C］的影响. 如果要求

［% P］脱得很低或恰恰起始的（% P）相当高，则第二个临界点也会明显地向

低［% C］移动.
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图 10 ［% P］和（% P2 O5）变化时临界［% C］的移动

Fig. 10 The effect of［% P］and（% P2 O5）on the shift of critical［% C］under the

condition of 1 723 K，18%［Cr］and lgCPO3 -4
= 23. 6

5 结论

完成了不锈钢母液铁浴熔融还原的工业试验. 平均还原速率为

0. 16［% Cr］/min，但铬收得率仅 85% 且［% P］超出标准.为了获得适当的

铬收得率，PCR一定要低于其许用值.该“许用二燃率”取决于当时的操作温

度.接近碳饱和的母液由含（CrOx）的渣伴随时，是最适于进行氧化脱磷的

条件.
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ＣａＯ ＳｉＯ2 熔渣键合结构的

分子动力学研究
?

摘要 应用分子动力学计算机模拟方法研究了 CaO -SiO2 熔渣中的键

合结构.模拟结果表明偏径向分布函数 g
ij
（r）的特征与 X射线衍射的结果相

一致，SiO4四面体中 Qn 随组分变化的规律与 Raman 光谱测得结果相吻合.

分子动力学计算的振动态密度在 636 ～ 737 cm - 1
和 800 ～ 1 200 cm - 1

处出现

峰值，与 Raman光谱的结果相一致.

CaO-SiO2 是冶金、硅酸盐、地矿学等许多科技领域涉及的基本物质之

一.这些领域的研究者们用相似的方法，从不同的角度对CaO-SiO2系进行了

大量有成效的研究.然而，也遗留下一些迄今未能解决的难题［1］.必须沟通微

观键合结构与宏观物化性能间的渠道，以能从根本上辨别是非，建立正确的

概念和理论.用高温 Raman 光谱测定与 MC、MD及ab initio计算相配合是作

者借以沟通微观和宏观的方法.本文即是用分子动力学（MD）计算机模拟方

法研究CaO-SiO2熔渣键合结构的初步结果.

分子动力学的基点在于由微观粒子之间的相互作用来确定它们的构型.

该相互作用在分子动力学中用势函数来定量地描述.当体系在给定的相互作用

势下，调整其构型而达到平衡时，即能给出平衡热力学和动力学的各种性质.但

迄今为止，即使是一个简单的熔渣体系也难于给出精确的相互作用势，而是用

简化了的各种经验势来讨论问题的.例如，对于 SiO2 熔体和玻璃的描述，利用

经验性的两体有效势（包含有短程斥力与 Coulomb静电作用）已得到有说服力

的结果
［2］. Kieffer和 Angell在研究熔态二元硅酸盐中的液 液互不溶现象时引

 本文合作者：蒋国昌、黄世萍、尤静林.原发表于《中国科学》（E辑），28（6），499 ～504（1998）
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用了著名的 BMH（Born-Mayer-Huggins）势.其结果表明：只有在 0. 5 < x
SiO2

< 1.

0条件下才会出现液 液互不溶；并且发现MnO-SiO2 在此浓度范围内的混合自

由焓为正值
［3］.在模拟玻璃态的 CaSiO3 研究中也用了 BMH势，并能定性地重

现 Ca -Ca偏结构因子的特征，并阐明结构的中程有序度［4］.

高温 Raman光谱是熔体或高温固体中分子振动态的记录，即在某一波段内，

相应于不同波长的散射光强度
［5］.通常，高温 Raman光谱的谱线是一条包络线.

必须首先确认该包络线下应有哪几个微结构单元的波峰. MD计算可提供一种判

断的依据.这就是计算分子振动态密度，即在所有可能的振动频率范围内某一振

动频率出现的概率.此态密度可由速度自相关函数引出［6］.用分子动力学模拟熔

态的 LiOH及硅酸盐玻璃，其计算结果和Raman光谱的结果吻合很好［7，8］.

1 模拟计算

首先，假设在CaO-SiO2体系中粒子之间的相互作用服从上述的 BMH势.

Vij = Aijexp
d

ij
- r

ρ
+

ZiZje
2

r
，

Aij = B 1 +
Zi

n
i

+
z

j

n
j

，

d
ij

= σ
i

+ σ
j
，

BMH势中的 B是经验常数，ρ 是硬度参数，表示粒子相互靠近时的变形程
度. Zie是离子 i的价数，n

i
是表征其外壳电子特点的参数，σ

i
表示粒子间

的斥力参数.表 1 是引自 Kieffer-Angell的工作［3］.

表 1 本文所用参数

σO 0. 142 nm n
O 10 ZO - 2

σSi 0. 131 nm n
Si 7 ZSi + 4

σCa 0. 158 nm n
Ca 8 ZCa + 2

ρ 0. 029 nm
B 0. 19 × 10 - 19 J

SiO2 42% 48% 50% 55% 60%
Ntot 605 620 500 510 520
NO 355 370 300 310 320
NSi 105 120 100 110 120
NCa 145 130 100 90 80
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0. 5L/nm 1. 324 6 1. 376 1 1. 229 9 1. 232 6 1. 238 5

在给定的 SiO2 浓度条件（体系内粒子数不同）下，进行微正则系综

（EVN）的分子动力学计算.求解运动方程的时间步长为：t = 0. 001 ps. 其切

断半径取 L/2（L是体系所占体积的线尺寸），而该体系的体积又取决于

1 873 K下的密度.计算 Coulomb 相互作用势时采用 Ewald 求和方法.体系的

起始构型是随机的. 最初的2 000步相应于4 000 K，然后减至1 873 K，经

10 000步以上而达成平衡，其能量涨落 < 0. 2% . 平衡后再运行10 000步，计

算体系的热力学和动力学性质，计算中，压力在 0. 3 ～ 0. 6 MPa范围内.

2 结果与讨论

2. 1 键合结构

为了描述CaO-SiO2熔渣的短程和中程结构，通常是从分析偏径向分布函

数（partial radial distribution function）g
ij
（r）着手的.模拟计算 x

SiO2

= 0. 42，0.

50，0. 60 时的 g
ij
（r）示于图 1. x

SiO2

= 0. 50 时，计算的 g
ij
（r）的主峰位置与

Waseda等［9］
用 X射线衍射所得结果的比较见表 2.

表 2 ｇｉｊ（ｒ）的主峰位置与Ｗａｓｅｄａ等用 Ｘ射线衍射所得结果

r
Si—Si

/nm r
Si—O

/nm r
Ca—O

/nm r
O—O

/nm

MD 0. 33 0. 170 0. 24 0. 260

X射线衍射 0. 32 0. 162 0. 24 0. 266

图 1 表明，随着 x
SiO2

的增大，g
Ca—Ca
（r）的主峰减低，其峰位向较大的 r值

方向移动，这是体系中钙离子的数密度减小所致. g
Si—O
（r）的主峰的位置几乎

不变，g
O—O
（r）在0. 26 nm处主峰的位置相应于 SiO4 四面体的边长，0. 36 nm

处的次峰位置相应于 CaO6 中两个氧离子的间距
［3］.由此可见g

O—O
（r）的主

峰和次峰是 Si4 +
和 Ca2 +
离子周围 O2 -

的配位数不同的反映.

另一方面，计算了 SiO4四面体中桥氧在不同的 CaO 浓度下的变化，在

r
Si—O—Si
小于及等于0. 34 nm，此距离内，若 Si4 +

出现两次，则此 O2 -
是桥氧 Ob.

反之，若 Si4 +
出现一次，则此 O2 -

是非桥氧 Onb.用这种方法即可判断系于每

一个 Si4 +
的四个 O2 -

中，Ob 和 Onb分别占几个.本文计算了1 000种构型，其结
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图 1 径向分布函数

（a）g
O—O
（r），（b）g

Ca—O
（r），（c）g

Si—O
（r），（d）g

Ca—Ca
（r）

—示 x
SiO2

= 42%，---示 x
SiO2

= 50%，· 示 x
SiO2

= 60%

果示于图 2（a）.这和由 Raman光谱图解谱所得结果图 2（b）［10］
吻合得很好.

图中的 Qn（n = 1，2，3，4）表示 SiOn四面体中有几个 Ob.

2. 2 振动态密度函数

一个体系，粒子位置与动量随时间的变化提供了其振动行为的全部信息.

因此可以通过粒子速度随时间变化的规律来取得这些信息.在模拟体系中，离

子的速度自相关函数（velocity autocorrelation function）Cj（t）可定义如下

Cj（t） =
〈u

j
（t）u

j
（0）〉

〈u
j
（0）u

j
（0）〉
，

u
j
（t）是粒子的速度，〈〉表示系综平均.假设在 MD中经典动力学的规律仍然

正确，并且能量完全均匀地分布于各振动态，则分子的振动态总密度Γ（ω）定
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图 2 分子动力学计算 Qn 的结果（a）及 Raman光谱实验所测得 Qn 的结果（b）

义为

Γ（ω） =
C（ω）

n（ω）+ 1
，

这里的 C（ω）是 Cj（t）的 Fourier变换，

C（ω） = ∫∑
3

j = 1

exp（- iω t）·C
j
（t）·dt

j = 1，2，3表示 Ca、Si、O等三种离子. n（ω）称为 vibrational occupation num-

ber，是一种经典的分布，

n（ω） = exp -
hω

2πk
B
t
，

图 3 振动态密度

—示 x
SiO2

= 42%，---示 x
SiO2

= 50%，

· 示 x
SiO2

= 60%

计算过程中必须保证Cj（t）确实降

低到统计噪声的水平下，所以本文

关于Cj（t）的计算一直延伸到0. 6 ps

以上.

在 x
SiO2

= 0. 42，0. 50，0. 60 条件

下，模拟计算出的 Γ（ω）示于图 3，而

“偏密度”：ΓSi（ω），ΓCa（ω）的计算
结果示于图 4. 可以看到：ΓCa（ω）的
峰位于低频区，与 IR谱中260 cm - 1

处

的 Ca2 +—O2 -
峰一致，这是由于 Ca—

O之间是离子键. CaO-SiO2 的 Raman



５９６　　

徐

匡
迪

●文
选—

—
—

钢
铁
冶
金
卷
︵
Ｂ
︶

光谱图
［5］
中，在630 cm - 1

处的峰按群论分析认为是 Si—O—Si 键的弯曲振动

与伸缩振动共同引起的.而800 ～ 1 200 cm - 1
处的峰是 Si—O键伸缩振动的结

果.图 4 示出 ΓSi（ω）在636 ～ 737 cm - 1
和800 ～ 1 200 cm - 1

处也有峰呈现，即和

Raman光谱图也是吻合的.

图 4 偏振动态密度 ΓCa（ω）（a）及偏振动态密度 ΓSi（ω）（b）

说明同图 3

为了分析 CaO-SiO2 熔渣中 Si—O键的伸缩运动，需要考虑体系的内坐

标.因此我们定义键伸缩坐标为 δr
Si—O

= r
si—O
（t）- r

0
，其中 r

0
是平衡的 r

Si—O

（t）值.其键伸缩坐标自相关函数可写成

Cδr（t） =
〈δr（t）δr（0）〉
〈δr（0）δr（0）〉

，

图 5 Si—O键伸缩振动的自相关函数 P（ω）

这种伸缩坐标自相关函数可以

反映出相应的键伸缩坐标的振动态

密度. 在 x
SiO2

= 0. 5 时，计算了 Si—O

伸缩坐标的自相关函数，并用最大熵

方法（MEM）［6］
估算了键伸缩振动态

密度，如图 5 所示. 从图中可知，键伸

缩振动态密度在940 cm - 1
附近处出

现峰值，这与基于速度自相关函数计

算的振动态密度相一致.
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3 结论

本文表明：在分子动力学模拟计算中采用 BMH 势及表 1 所示的

相互作用参数来描述 CaO-SiO2 二元系是成功的 . 在这个简化了离子模

型的基础上，模拟计算偏径向分布函数的特征、振动态密度、SiO4四面

体中 Qn 随组成变化的规律等方面的结果与实测吻合良好 . 也就是说，

在一些二元系中本文所用的 BMH 势及相互作用参数与键合结构相

洽；因此进一步由它们算出的体系宏观性质，也就可以和微观结构相

洽的了 .

但 Si—O键是极性共价键，预计在分子动力学模拟计算中采用三体势或

包括电荷迁移相互作用势将能取得更好的模拟结果.
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f
1

= ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklY
jZkTl （1）

f
2

= - ∑
j'

2

Aj00 /（1 - j）+ ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklY
jZkTl

｛1 +［（j - k）/Y（1 - j）］｝ （2）

f
3

= - ∑
j'

2
∑

k'

0

Ajk0 /（1 - j）+ ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklY
jZkTl

｛1 +［（j - k）/Y（1 - j）］+［（k - 1）/YZ（1 - j）］｝（3）

f
4

= - ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklY/（1 - j）- ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklY
jZTj

｛1 +［（j - k）/Y（1 - j）］+［（k - 1）/YZ（1 - j）］

+［1 /YZT（1 - j）］｝ （4）

f = - ∑
j'

2

Aj00 Y/（1 - j）- ∑
j'

2
∑

k'

1

Ajk0 YZ /（1 - j）

- ∑
j'

2
∑

k'

1
∑

l'

1

AjklYZT/（1 - j）

+ ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklY
jZkTl /（1 - j） （5）

ｆｉ ｉｓ ｔｈｅ ｐａｒｔｉａｌ ｍｏｌａｒ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ｉ，ａｎｄ ｉｓ ｔｈｅ ｉｎｔｅｇｒａｌ ｍｏｌａｒ
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ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ｔｈｅ ｑｕａｒｔｅｒｎａｒｙ ｓｙｓｔｅｍ． Ｔｈｅ Ajkl ｉｎｖｏｌｖｅｄ ｉｎ ｔｈｅｓｅ ｅｑｕａｔｉｏｎｓ ａｒｅ ｐａ
ｒａｍｅｔｅｒｓ ｗｈｉｃｈ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｅｖａｌｕａｔｅｄ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｋｎｏｗｎ ｂｏｕｎｄａｒｙ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ． j'

+ k' + l' ｉｓ ｔｈｅ ｏｒｄｅｒ ｏｆ ｔｈｅ ｓｕｂｒｅｇｕｌａｒ ｓｏｌｕｔｉｏｎ． Ｉｎ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ，j'，k'，l' ａｌｌ ａｒｅ
ｔａｋｅｎ ｔｏ ｂｅ 4． Xi ｉｓ ｔｈｅ ｍｏｌａｒ ｆｒａｃｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｉ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ，ａｎｄ Y，Z，T ａｒｅ ｔｈｅ
ｖａｒｉａｂｌｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｍｏｌａｒ ｆｒａｃｔｉｏｎｓ．

Y = 1 - X1 （6）

Z = 1 -（X2 /Y） （7）

T = 1 -（X3 /YZ） （8）

Ｉｆ ｔｈｅ ｓｔａｎｄａｒｄ ｏｆ ｔｈｅ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ｉ ｉｓ ｔａｋｅｎ ａｓ ｉｔｓ ｐｕｒｅ ｓｏｌｉｄ
ｓｔａｔｅ，ｔｈｅｎ

α
i

= Xi exp［（f
i

- ΔG0

i
）/RT］ （9）

Ｘ ｉｓ ｔｈｅ ｍｏｌｅ ｆｒａｃｔｉｏｎ． ΔＧ0

ｉ ｉｓ ｔｈｅ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｓｔａｔｅ ｔｒａｎｓｆｅｒｒｉｎｇ ｆｒｏｍ

ｌｉｑｕｉｄ ｔｏ ｓｏｌｉｄ． Ｔｈｅ ｖａｌｕｅｓ ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ ｂｙ ＩＳＩＪ［3］ｗａｓ ａｄｏｐｔｅｄ ｉｎ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ａｓ ｆｏｌ
ｌｏｗｓ．

MnO（l） = MnO（s）

ΔG0

1
= - 52 752 + 25. 67T （J） （10）

SiO2（l） = SiO2（s）

ΔG0

2
= - 10 868 + 5. 55T （J） （11）

Al2 O3（l） = Al2 O3（s）

ΔG0

3
= - 124 882 + 53. 63T （J） （12）

CaO（l） = CaO（s）

ΔG0

4
= - 99 066 + 27. 63T （J） （13）

Ｔａｂｌｅ 1 ｌｉｓｔｓ ｔｈｅ ａｄｏｐｔｅｄ ｂｏｕｎｄａｒｙ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｆｏｒ ｔｈｅ ｅｖａｌｕａｔｉｏｎ ｉｎ ＭｎＯ
ＳｉＯ2Ａｌ2Ｏ3ＣａＯ．
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Ｔａｂｌｅ 1 Ｔｈｅ ｕｓｅｄ ｂｏｕｎｄａｒｙ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ｉｎ ＭｎＯＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ

Ｂｏｕｎｄａｒｙ Ｉｎｆｏｒｍａｔｉｏｎ Ｒｅｆ．

ＭｎＯＳｉＯ2 ａ
（ＭｎＯ）（1 923 Ｋ） 4

ＭｎＯＡｌ2Ｏ3 ａ
（ＭｎＯ）（1 923 Ｋ） 5

ＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3
ａ
（Ａｌ2Ｏ3）
（1 923 Ｋ） 6

ＳｉＯ2 ＣａＯ ａ
（ＳｉＯ2）
（1 873 Ｋ） 7

Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ ａ
（ＣａＯ）（1 773 Ｋ） 8

ＭｎＯＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ａ
（ＭｎＯ）（1 923 Ｋ） 6

ＭｎＯＳｉＯ2 ＣａＯ ａ
（ＭｎＯ）（1 923 Ｋ） 9

ＭｎＯＡｌ2Ｏ3 ＣａＯ ａ
（ＭｎＯ）（1 923 Ｋ） 9

ＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ ａ
（ＳｉＯ2）
（1 873 Ｋ） 7

ＭｎＯＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ ａ
（ＭｎＯ）（1 923 Ｋ，1 773 Ｋ） 9 10

Ｔｈｅ ｅｖａｌｕａｔｅｄ Ajkl ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｔｈｅ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ ｏｆ ＭｎＯＳｉＯ2Ａｌ2Ｏ3ＣａＯ
ｕｎｄｅｒ 1 873 Ｋ ｉｎ Ｔａｂｌｅ 2． Ｔｈｅ ｔｏｔａｌ ｏｆ Ajkl ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｉｓ 55．

Ｔａｂｌｅ 2 Ｔｈｅ Ａｊｋｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ＭｎＯＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ

ｊ k l = 0 l = 1 l = 2 l = 3 l = 4

0 20 364． 18 0 0 0 0

1 51 407． 31 - 1 512 478 53 486． 7 2 374 882 - 964 271． 4

2 2 - 312 982． 2 7 932 143 - 4 701 225 - 4 136 081 1 277 958

3 604 647． 7 - 12 416 530 10 802 550 - 498 074． 1 1 137 433

4 - 330 015． 9 5 948 135 - 5 991 563 1 788 065 - 1 091 908

0 - 155 654 0 0 0 0

1 - 154 730 11 904 010 - 14 831 350 3 753 345 - 462 286

3 2 1 207 316 - 44 265 340 41 896 160 4 337 970 - 2 895 840

3 - 2 297 821 61 696 790 - 56 723 820 - 2 520 007 0

4 1 179 604 - 28 243 810 26 295 560 0 0
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（cont�d）

ｊ k l = 0 l = 1 l = 2 l = 3 l = 4

0 151 995． 1 0 0 0 0

1 96 188． 2 - 13 304 270 22 119 150 - 12 790 780 3 601 156

4 2 - 894 208． 3 42 869 880 - 48 971 320 6 432 668 0

3 1 645 870 - 55 915 010 55 255 200 0 0

4 - 775 411． 4 24 992 650 - 24 240 480 0 0

Ｆｉｇ． 1 ｉｓ ｔｈｅ ｃｕｒｖｅｓ ｏｆ ａ
1
，ａ

2
ａｎｄ ａ

4
ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ｒｅｓｔｒｉｃｔｉｏｎ ｏｆ 1 873 Ｋ ａｎｄ

XAl2O3
= 0. 1，0. 25.

Ｆｉｇ． 1ａ Ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｏｆ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔｓ ｉｎ ＭｎＯＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ
ａｔ 1 873 Ｋ ａｎｄ X

Al2O3
= 0. 1

Ｆｉｇ． 1ｂ Ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｏｆ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔｓ ｉｎ ＭｎＯＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ
ａｔ 1 873 Ｋ ａｎｄ X

Al2O3
= 0. 25
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3 Ｔｈｅ ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｓｔａｔｅ ｗｉｔｈ ｔｈａｔ
ｏｆ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ

Ｔｈｅ ａｐｐａｒｅｎｔ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｉｓ

Kc = X2

MnO
X

Si
/X

SiO2

X2

Mn
（14）

ln（Kc·Γ） = exp（- ΔG0

SiMn
/RT） （15）

Γ = γ2

MnO
γ

Si
/γ

SiO2

γ2

MnO
（16）

Ｔｈｅ γＳｉ ａｎｄ γＭｎ ｗｅｒｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｂａｓｅｄ ｏｎ ＳＥＬＦＳＲｅＭ4 ［11］，ｔｈｅ ｓｔａｎｄａｒｄ ｓｔａｔｅ

ｏｆ ｔｈｅｍ ｗａｓ ｔａｋｅｎ ａｓ ｔｈｅ ｐｕｒｅ ｌｉｑｕｉｄ． Ｈｅｒｅ，ΔＧ0

ＳｉＭｎ ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ｓｔａｎｄａｒｄ ｆｒｅｅ ｅｎ
ｅｒｇｙ ｏｆ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ，

SiO2（s）+ 2Mn（l） = 2（MnO）（s）+ Si（l）

ΔG0 = - 138 300 + 23. 62T3 （17）

Ｆｉｇ． 2 ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ｔｈａｔ Ｋｃ ｏｂｓｅｒｖｅｄ ｂｙ Ｄｉｎｇ（1 823 Ｋ）［12］ａｎｄ Ｔｕｒｋｄｏｇａｎ（1

Ｌｎ
X

2

MnO
X

Si

X
SiO2

X
2( )
Mn obs

Ｆｉｇ． 2 Ｃｏｍｐａｒｉｓｉｏｎ ｏｆ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ａｎｄ ｏｂｓｅｒｖｅｄ
X

2

MnO
X

Si

X
SiO2

X
2

Mn

ｉｎ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ａｔ 1 823 Ｋ

673 Ｋ）［13］ ｉｓ ｉｎ ａ ｒｅａｓｏｎａｂｌｅ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｗｉｔｈ ｔｈａｔ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｂｙ ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ． Ｍｏ
ｒｅｏｖｅｒ，Ｆｉｇ． 3 ｄｉｓｐｌａｙｓ ｔｈｒｅｅ ｇｒｏｕｐｓ ｏｆ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｕｒｖｅｓ，ｆｏｒ ａ ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｕｎ
ｄｅｒ ｔｈｒｅｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｆ
1 723，1 773，1 823 Ｋ ａｎｄ ｔｈｒｅｅ
ｖａｒｉｏｕｓ［% Si］ａｓ 1，3，10． Ｅｖｅｒｙ
ｐｏｉｎｔ ｏｎ ｔｈｅｓｅ ｃｕｒｖｅｓ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔｓ ｔｈｅ
ｖａｌｕｅ ｏｆ ａ［% Mn］ｆｏｒ ａ ｇｉｖｅｎ ｔｅｍ
ｐｅｒａｔｕｒｅ ａｎｄ ａ ｇｉｖｅｎ［% Si］. Ｅｓｐｅ
ｃｉａｌｌｙ，ｔｈｅ ｃａｓｅ ｏｆ 10%［Ｓｉ］ａｎｄ 1

823 Ｋ ｌｅａｄｓ ｔｏ ａ ｃｌｅａｒｌｙ ｅｖｉｄｅｎｔ ｔｈａｔ
ｔｈｅ ｃｕｒｖｅ ｒｅｓｕｌｔｅｄ ｆｒｏｍ ＳＥＬＦ
ＳＲｅＭ4 ａｎｄ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｃｕｒｖｅ
ｏｆ Ｄｉｎｇ ａｒｅ ａｌｍｏｓｔ ｏｖｅｒｌａｐ ｅａｃｈ
ｏｔｈｅｒ．
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Ｆｉｇ． 3 Ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｒｅｌａｔｉｏｎｓ ｉｎ ＭｎＯＳｉＯ2 ＣａＯ ｓｌａｇｓ ｉｎ
ｃｏｎｔａｃｔ ｗｉｔｈ ＣＳａｔ ＭｎＳｉ ａｌｌｏｙｓ

4 Ｔｈｅ ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎ ｏｆ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎ ｍｏｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｂｙ ｍｅａｎｓ ｏｆ
ＳＥＬＦＳＲｅＭ4

Ｔｈｅ ｍｏｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｉｓ ａ ｋｅｙ ｐｒｏｂｌｅｍ ｉｎ ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ｓｏ
ｃａｌｌｅｄ ｃｌｅａｎ ｓｔｅｅｌ． Ａｎ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ ｏｎ ｔｈｉｓ ｋｉｎｄ ｏｆ ｔｏｐｉｃ ｃｏｎｃｅｒｎｓ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｖａｒｉａ
ｔｉｏｎ ｏｆ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｄｕｒｉｎｇ ｓｔｅｅｌ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ． Ａｒｉｓｉｎｇ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｖｉｔａｌ ｄｉｆｆｉｃｕｌｔｙ ｏｆ
ｓａｍｐｌｉｎｇ ｄｕｒｉｎｇ ｓｔｅｅｌ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ，ｔｈｅ ｅｓｔｉｍａｔｉｏｎ ａｓ ｓｈｏｗｎ ｂｙ Ｋｅｙ ａｎｄ
Ｊｉａｎｇ［14］，Ｍｏｒａｌｅｓ［15］，ａｎｄ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ａｒｅ ｑｕｉｔｅ ｓｉｇｎｉｆｉｃａｎｔ ｆｏｒ ｃｏｒｒｅｃｔ ｍｏｄｉｆｉｃａ
ｔｉｏｎ ｏｆ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ．

Ｆｉｇ． 4 Ｉｓｏｃｏｎｔｅｎｔ ｌｉｎｅｓ ｏｆ ｓｉｌｉｃｏｎ ａｎｄ ｍａｎｇａｎｅｓｅ ｆｏｒ ＭｎＯＳｉＯ2 
Ａｌ2Ｏ3 ｆｏｒ ＡｌＳｉＭｎ ｋｉｌｌｅｄ ｓｔｅｅｌ ａｔ a

［O］
= 70 ppm

Ｆｉｇ． 4 ｉｓ ａｎ ｅｓｔｉｍａｔｉｏｎ ｆｏｒ ｔｈｅ ｄｅｏｘｉｄｉｚａｔｉｏｎ ｂｙ ｍｅａｎｓ ｏｆ ＡｌＳｉＭｎ． Ｉｔ ｉｎｄｉ
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ｃａｔｅｓ ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｏｆ ｄｅｏｘｉｄｉｚａｔｉｏｎ ｐｒｏｄｕｃｔｓ ｆｏｒ ｖａｒｉｏｕｓ［% Si］ｉｎ ｔｈｅ ｃａｓｅ ｏｆ
ａ

0
= 70·10 - 4 % ａｎｄ ｕｎｄｅｒ 1 873 Ｋ． Ｔｈｅ ａＡｌ，ａＳｉ，ａＭｎ，ａ0

ｗｅｒｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ａｌｏｎｇ
ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｆｒｅｑｕｅｎｔｌｙ ｕｓｅｄ ｍｅｔｈｏｄ ｏｆ ｉｎｔｅｒａｃｔｉｏｎ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ． Ｔｈｅ ｓｔａｎｄａｒｄ ｏｆ ｔｈｅｍ
ｗａｓ ｔａｋｅｎ ａｓ 1% ｄｉｌｕｔｅ ｓｏｌｕｔｉｏｎ． Ｔｈｅ ｓｌａｇ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｗｅｒｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ
ｂａｓｅｄ ｏｎ ＳＥＬＦＳＲｅＭ4．

Ｕｓｕａｌｌｙ ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｕｎｄ ｏｆ 3 ＭｎＯ·Ａｌ2Ｏ3·ＳｉＯ2 ｉｓ ｔｈｏｕｇｈｔ ｔｏ ｂｅ ｔｈｅ ｍｏｓｔ
ｓｕｉｔａｂｌｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎ． Ｆｉｇ． 5 ｅｘｈｉｂｉｔｓ ｔｈｅ ｒｅｇｉｏｎ ｏｆ［% Mn］／［% Si］ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ
ｔｏ ｔｈｅ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｉｓ ｋｉｎｄ ｃｏｍｐｏｕｎｄ ｕｎｄｅｒ ｖａｒｉｏｕｓ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅｓ ａｎｄ ｏｘｙｇｅｎ
ｐｏｔｅｎｔｉａｌｓ．

Ｆｉｇ． 5 Ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ α
［Ｏ］ａｎｄ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｎ

ｔｈｅ ｏｒｉｔｉａｌ ［% Mn］／［% Si］ ｔｏ
ｓｐｅｓｓａｒｔｉｔｅ

Ｆｉｇ． 6 Ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｎ ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂ
ｒｉａ ｆｏｒ ＣａＯＡｌ2Ｏ3 ｓｙｓｔｅｍ ｗｉｔｈ Ｆｅ
ＯＣａＡｌ

Ｔｈｅ ｐｕｒｐｏｓｅ ｏｆ ｃａｌｃｉｕｍ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｉｓ ｔｏ ｅｌｉｍｉｎａｔｅ Ａｌ2Ｏ3 ． Ｆｉｇ． 6 ｒｅｓｕｌｔｅｄ
ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｓｉｍｉｌａｒ ｗａｙ ａｓ ｔｈａｔ ｕｓｅｄ ｆｏｒ Ｆｉｇ． 4 ａｎｄ 5 ｅｘｐｒｅｓｓｅｓ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ
ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｔｒｅａｔｅｄ ｐｒｏｄｕｃｔ ｖｓ． ｔｈｅ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｉｎ ｔｈｅ ｃａｓｅｓ ｏｆ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ
［% Al］ａｎｄ［% Ca］. Ｉｆ ｉｔ ｉｓ ｎｅｃｅｓｓａｒｙ ｔｏ ａｃｑｕｉｒｅ ａ ｐｒｏｄｕｃｔ ｏｆ（12 ＣａＯ7·

Ａｌ2Ｏ3）ｕｎｄｅｒ ｑｕｉｔｅ ｌｏｗｅｒ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ，ｔｈｅｎ ｔｈｅ［% Al］ａｎｄ［% Ca］ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ
ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｃｕｒｖｅ“4”．

Ｆｏｒ ｔｈｅ ｓｅｒｖｉｃｅ ｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅ ｏｆ ｂｅａｒｉｎｇ ｓｔｅｅｌ，ｔｈｅ ｓｐｈｅｒｉｃａｌ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ
ｍａｉｎｌｙ ｃｏｍｐｏｓｅｄ ｏｆ ＳｉＯ2，Ａｌ2 Ｏ3 ａｎｄ ＣａＯ ａｒｅ ｍｏｓｔ ｈａｒｍｆｕｌ． Ｆｉｇ． 7 ｉｎ
ｄｉｃａｔｅｓ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ａｓｓｏｃｉａｔｉｎｇ ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｉｎｃｌｕ
ｓｉｏｎ．
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Ｆｉｇ． 7 Ｉｓｏａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｏｆ ａｌｕｍｉｎｉｕｍ ｉｎ ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ
ｄｏｍａｉｎｓ ｏｆ“ｄｅｆｏｒｍａｂｌｅ”ｓｉｌｉｃａｔｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｆｏｒ
ＳｉＭｎ ｋｉｌｌｅｄ ｓｔｅｅｌｓ ｗｉｔｈ ａｌｕｍｉｎｉｕｍ ａｔ 1 873 Ｋ

5 Ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ ａｎｄ ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎ

（1）Ｔｈｅ ａｐｐｌｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ＳＥＬＦＳＲｅＭ4 ｔｏ ｔｈｅ ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎ ｏｆ ｓｌａｇ ｉｓ ｐｏｓｓｉｂｌｅ． Ｃｏｍ
ｐａｒｉｎｇ ｔｈｅ ｕｓｅ ｆｏｒ ａｌｌｏｙ，ｔｈｅ ｃｈｏｏｓｅ ｏｆ ｂｏｕｎｄａｒｙ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ａｅ ｍｏｒｅ ｄｉｆｆｉ
ｃｕｌｔ． Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ｉｎｓｉｄｅ ｔｈｅ ｈｏｍｏｇｅｎｅｏｕｓ ｓｐａｃｅ ｔｈｅｒｅ ａｒｅ ｍｏｒｅ ａ
ｖａｉｌａｂｌｅ ｉｎｆｏｒｍａｔｉｏｎ，ｔｈｏｕｇｈ ｔｈｅ ｂｅｔｔｅｒ ｔｏ ｃｈｅｃｋ ｔｈｅｉｒ ａｃｃｕｒａｃｙ ｂｅｆｏｒｅ ｕｓｅ
ｉｔ．

（2）Ｉｎｓｉｄｅ ｔｈｅ ｐｏｌｙｎａｒｙ ｓｌａｇ，ｗｈｅｒｅ ａｒｅ ｔｈｅ ｂｏｕｎｄａｒｉｅｓ ｓｅｐａｒａｔｉｎｇ ｌｉｑｕｉｄ ａｎｄ ｓｏｌ
ｉｄ，ｔｈｉｓ ｉｓ ａ ｓｉｇｎｉｆｉｃａｎｔ ｒｅｓｅａｒｃｈ ｔａｓｋ． Ｂｙ ｔｈｅ ａｐｐｌｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ＳＥＬＦＳＲｅＭ4

ｔｏ ｔｈｅ ｈｏｍｏｇｅｎｅｏｕｓ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ ａｎｄ ｓｏｌｉｄ ｒｅｇｉｏｎ ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ ｓｅｅｍｓ ｔｏ ｂｅ
ａｎ ｉｎｔｅｒｅｓｔｉｎｇ ａｐｐｒｏａｃｈ ｔｏ ｓｏｌｖｅ ｔｈｅ ｍｅｎｔｉｏｎｅｄ ｔａｓｋ．

（3）Ｔｈｅ ｏｐｔｉｍｉｚａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ＭｎＳｉ ａｎｄ ｔｈｅ ｍｏｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｉｎｃｌｕ
ｓｉｏｎｓ ｃａｎ ｂｅ ｓｕｃｃｅｓｓｆｕｌ ｂａｓｅｄ ｏｎ ＳＥＬＦＳＲｅＭ4．

Ｒｅｆｅｒｅｎｃｅｓ

［1 ］ Ｔａｎｇ ｋａｉ，Ｘｕ Ｊｉａｎｌｕｎ，Ｊｉａｎｇ Ｇｕｏｃｈａｎｇ，Ｈｕａｎ Ｈｅａｎｙｕ，“Ａｎａｌｙｔｉｃａｌ Ｅｖａｌｕａｔｉｏｎ ｏｆ Ｃｏｍ

ｐｏｎｅｎｔ Ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｏｆ ＣａＳｉＡｌ Ｓｙｓｔｅｍ”，Ｒａｒｅ Ｍｅｔａｌｓ，19（1995）137 143
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［2 ］ Ｚｈａｎｇ Ｘｉａｏ Ｂｉｎｇ，Ｊｉａｎｇ Ｇｕｏ Ｃｈａｎｇ，Ｔａｎｇ Ｋａｉ，Ｘｕ Ｊｉａｎ Ｌｕｎ，Ｄｉｎｇ Ｗｅｉ Ｚｈｏｎｇ，Ｘｕ
Ｋｕａｎｇ Ｄｉ，“Ａ ＳｕｂＲｅｇｕｌａｒ Ｓｏｌｕｔｉｏｎ Ｍｏｄｅｌ Ｕｓｅｄ ｔｏ Ｐｒｅｄｉｃｔ ｔｈｅ Ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ Ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｏｆ
Ｑｕａｔｅｒｎａｒｙ Ｓｙｓｔｅｍｓ”，ｔｏ ｂｅ ｐｕｂｌｉｓｈｅｄ

［3 ］ Ｓ． ＢａｎＹａ，Ｍ． Ｈｉｎｏ，“Ｃｈｅｍｉｃａｌ Ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｏｆ Ｍｏｌｔｅｎ Ｓｌａｇｓ”，ＩＳＩＪ，（1991）17 21

［4 ］ Ｋ． Ｐ． Ａｂｒａｈａｍ，Ｍ． Ｗ． Ｄａｖｉｅｓ，Ｆ． Ｄ． Ｒｉｃｈａｒｄｓｏｎ，“Ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｏｆ Ｍａｎｇａｎｅｓｅ Ｏｘｉｄｅ ｉｎ
Ｓｉｌｉｃａｔｅ Ｍｅｌｔｓ”，ＪＩＳＩ，9（1960）82 89

［5 ］ Ｒ． Ａ． Ｓｈａｒｍａ，Ｆ． Ｄ． Ｒｉｃｈａｒｄｓｏｎ，“Ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｏｆ Ｍａｎｇａｎｅｓｅ Ｏｘｉｄｅ，Ｓｕｌｆｉｄｅ Ｃａｐａｃｉｔｉｅｓ，
ａｎｄ Ａｃｔｉｖｉｔｙ Ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔｓ ｉｎ Ｓｉｌｉｃａｔｅ Ｍｅｌｔｓ”，Ｔｒａｎｓ． ＡＩＭＥ，Ａｕｇｕｓｔ（1965）586 1592

［6 ］ Ｓ． Ｈ． Ｒｉｓｂｕｄ，Ｊ． Ａ． Ｐａｓｋ，“Ｃａｌｃｕｌａｔｅ Ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃｓ Ｄａｔａ ａｎｄ Ｍａｔａｓｔａｂｌｅ Ｉｍｍｉｓ
ｉｃｉｂｉｌｉｔｙ ｉｎ ｔｈｅ Ｓｙｓｔｅｍ ＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ”，Ｊ． Ａｍ． Ｃｅｒａｍｉｃ Ｓｏｃｉｅｔｙ，60（1977）418 424

［7 ］ Ｒ． Ｈ． Ｒｅｉｎ，Ｊ． Ｃｈｉｐｍａｎ，“Ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｉｎ ｔｈｅ Ｌｉｑｕｉｄ Ｓｏｌｕｔｉｏｎ ＳｉＯ2 ＣａＯＭｇＯＡｌ2Ｏ3 ａｔ 1，

600℃”，Ｔｒａｎｓ． ＡＩＭＥ，Ｆｅｂｕａｒｙ（1965）415 425

［8 ］ Ｒ． Ａ． Ｓｈａｒｍａ，Ｆ． Ｄ． Ｒｉｃｈａｒｄｓｏｎ，“Ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｉｎ ＬｉｍｅＡｌｕｍｉｎａ Ｍｅｌｔｓ”，ＪＩＳＩ，Ａｕｇｕｓｔ
（1961）386 390

［9 ］ Ｓ． Ｒ． Ｍｅｈｔａ，Ｆ． Ｄ． Ｒｉｃｈａｒｄｓｏｎ，“Ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｏｆ Ｍａｎｇａｎｅｓｅ Ｏｘｉｄｅ ａｎｄ Ｍｉｘｉｎｇ Ｒｅｌａｔｉｏｎ
ｓｈｉｐｓ ｉｎ Ｓｉｌｉｃａｔｅ ａｎｄ Ａｌｕｍｉｎａｔｅ Ｍｅｌｔｓ”，ＪＩＳＩ，Ｍａｙ（1965）524 528

［10］ Ｇ． Ｆ． Ｗａｒｒｅｎ，Ｐ． Ｒ． Ｊｏｃｈｅｎｓ，Ｄ． Ｄ． Ｈｏｗａｔ，“Ｌｉｑｕｉｄｕｓ Ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅｓ ａｎｄ ｔｈｅ Ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ
ｏｆ Ｍａｎｇａｎｅｓｅ（Ⅱ）Ｏｘｉｄｅ ｉｎ Ｓｌａｇｓ Ａｓｓｏｃｉａｔｅｄ ｗｉｔｈ ｔｈｅ Ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ Ｈｉｇｈｃａｒｂｏｎ Ｆｅｒｒｏ
ｍａｎｇａｎｅｓｅ Ａｌｌｏｙｓ”，ＩＮＦＡＣＯＮ，1（1974）175 185

［11］ Ｚｈａｎｇ Ｘｉａｏ Ｂｉｎｇ，Ｊｉａｎｇ Ｇｕｏ Ｃｈａｎｇ，Ｄｉｎｇ Ｗｅｉ Ｚｈｏｎｇ，Ｘｕ Ｋｕａｎｇ Ｄｉ，“Ｔｈｅ Ａｐｐｌｉｃａｔｉｏｎ
ｏｆ ｔｈｅ Ｍｏｄｅｌ ｎａｍｅｄ ａｓ ＳＥＬＦＳＲｅＭ4 ｔｏ ｔｈｅ Ｏｐｔｉｍｉｚａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ Ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ＦｅＭｎ ａｎｄ
ＭｎＳｉ，Ⅱ． Ｔｈｅ ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｏｆ ＭｎＯＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ”，ｔｏ ｂｅ
ｐｕｂｌｉｓｈｅｄ

［12］ Ｄｉｎｇ Ｗｅｉ Ｚｈｏｎｇ，Ｐｈ． Ｄ Ｔｈｅｓｉｓ，Ｔｒｉｎｄｈｅｉｍ Ｕｎｉｖｅｒｓｉｔｙ，Ｎｏｒｗａｙ，1993

［13］ Ｅ． Ｔ． Ｔｕｅｋｄｏｇａｎ，Ｒ． Ａ． Ｈａｎｃｏｃｋ，“Ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ Ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔ ｂｅｔｗｅｅｎ ＣａｒｂｏｎＳａｔｕｒａｔ
ｅｄ ＭｎＦｅＳｉ Ｍｅｌｔｓ ａｎｄ ＣａＯＡｌ2Ｏ3 ＭｎＯＳｉＯ2 Ｓｌａｇｓ”，Ｔｒａｎｓ． Ｉｎｓｔ． Ｍｉｎ． Ｍｅｔ．，67

（1957）573 600

［14］ Ｄ． Ａ． Ｒ． Ｋｅｙ ａｎｄ Ｊｉａｎｇ Ｊｕｍｐｕ，“Ｓｌａｇ ｍｏｄｅｌ ａｎｄ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎ ｅｎｇｉｎｅｅｒｉｎｇ ｉｎ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ”，
3ｒｄ Ｉｎｔ． Ｃｏｎｆ． ｏｎ Ｍｏｌｔｅｎ Ｓｌａｇ ａｎｄ Ｆｌｕｘｅｓ，Ｕｎｉｖｅｒｓｉｔｙ ｏｆ Ｓｔｒａｔｈｃｌｙｄｅ，Ｇｌａｓｇｏｗ，（1988）

263 269

［15］ Ｒ． Ｄ． Ｍｏｅａｌｅｓ ＆ Ｅ． Ｒ． Ｍａｒｔｉｎｅｚ，“Ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ ｏｎ Ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ＮｏｎＭｅｔａｌｌｉｃ Ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ
Ｄｕｒｉｎｇ Ｃｏｎｔｉｎｕｏｕｓ Ｃａｓｔｉｎｇ ｏｆ Ｈｉｇｈ Ｃａｒｂｏｎ Ｂｉｌｌｅｔｓ”，Ｐｒｏｃ． ｏｆ ｔｈｅ Ｓｉｘｔｈ Ｉｎｔ． Ｉｒｏｎ ａｎｄ Ｓｔｅｅｌ
Ｃｏｎｇｒｅｓｓ，Ｎａｇｏｙａ，ＩＳＩＪ．，（1990）209 216
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ＩｎＳｉｔｕ Ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ Ｃｏｎｄｕｃｔｏｒ
ｏｆ Ｈｉｇｈ Ｓｔｒｅｎｇｔｈ?

Ａｂｓｔｒａｃｔ Ｔｈｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ Ｃｕ 0． 8 ｗｔ． % Ｃｒ ａｌｌｏｙ ｗａｓ
ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｅｄ ｆｏｒ ｈｉｇｈｓｔｒｅｎｇｔｈ ｃｏｎｄｕｃｔｏｒｓ． Ａｎ ｉｎｓｉｔｕ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ ｍａｔｅｒｉａｌ ｗａｓ
ｐｒｏｄｕｃｅｄ ｉｎ ｗｈｉｃｈ ｔｈｅ ｍａｔｒｉｘ ｈａｄ ａ ｃｅｌｌｕｌａｒ ｍｏｒｐｈｏｌｏｇｙ ａｎｄ ｗｅｌｌｄｉｓｔｒｉｂｕｔｅｄ ｅｕ
ｔｅｃｔｉｃ ｗａｓ ｆｏｒｍｅｄ ａｒｏｕｎｄ ｔｈｅ ｃｅｌｌｓ ｉｎ ｔｈｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ． Ｉｎ
ｓｕｃｈ ａ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ，ｔｈｅ ｃｅｌｌｕｌａｒ ｍａｔｒｉｘ ｉｓ ａ ｃｏｎｄｕｃｔｏｒ ａｎｄ ｔｈｅ ｅｕｔｅｃｔｉｃｓ ｓｅｒｖｅ
ｔｈｅ ｆｕｎｃｔｉｏｎ ｏｆ ｒｅｉｎｆｏｒｃｅｍｅｎｔ． Ａｓ ａ ｒｅｓｕｌｔ，ｔｈｅ ｔｅｎｓｉｌｅ ｓｔｒｅｎｇｔｈ ｏｆ ｔｈｉｓ ｉｎｓｉｔｕ
ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ ｉｓ ｍｏｒｅ ｔｈａｎ ｔｗｏ ｔｉｍｅｓ ｔｈａｔ ｏｆ ｔｈｅ ｏｒｄｉｎａｒｉｌｙ ｃａｓｔ ｏｎｅ． Ｉｎ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ，
ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔｓ ｏｆ ｖａｒｉｏｕｓ ｐｒｏｃｅｓｓｉｎｇ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｎ ｔｈｅ ｐｒｉｍａｒｙ ａｒｍ ｓｐａｃｉｎｇ ａｎｄ ｔｈｅ
ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｍｏｒｐｈｏｌｏｇｉｃａｌ ｉｎｓｔａｂｉｌｉｔｙ ｗｅｒｅ ａｌｓｏ ｄｉｓｃｕｓｓｅｄ．

1 Ｉｎｔｒｏｄｕｃｔｉｏｎ

Ｏｗｉｎｇ ｔｏ ｉｔｓ ｅｘｃｅｌｌｅｎｔ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ，ｃｏｐｐｅｒ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｕｓｅｄ ｗｉｄｅｌｙ ｉｎ ｔｈｅ
ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ｖａｒｉｅｄ ｅｌｅｃｔｒｉｃ ｃｏｎｄｕｃｔｏｒｓ． Ｕｎｆｏｒｔｕｎａｔｅｌｙ，ｉｔｓ ｌｏｗ ｓｔｒｅｎｇｔｈ ｈａｓ ｌｉｍ
ｉｔｅｄ ｉｔｓ ｆｕｒｔｈｅｒ ｕｓｅｓ ｉｎ ｔｈｅ ｆｉｅｌｄｓ ｔｈａｔ ｒｅｑｕｉｒｅ ｎｏｔ ｏｎｌｙ ｈｉｇｈ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｂｕｔ ａｌｓｏ
ｈｉｇｈ ｓｔｒｅｎｇｔｈ，ｓｏ，ｔｏ ｉｍｐｒｏｖｅ ｂｏｔｈ ｓｉｍｕｌｔａｎｅｏｕｓｌｙ ｉｓ ａｌｗａｙｓ ｏｆ ｉｎｔｅｒｅｓｔ ｔｏ ｒｅ
ｓｅａｒｃｈｅｒｓ ｏｆ ｔｈｉｓ ｍａｔｅｒｉａｌ． Ｗｉｔｈ ｒｅｓｐｅｃｔ ｔｏ ｔｈｅ ｓｔｒｅｎｇｔｈｅｎｉｎｇ ｍｅｃｈａｎｉｓｍ，ｔｈｅ ｒｅ
ｓｅａｒｃｈｓ ｍａｙ ｂｅ ｄｉｖｉｄｅｄ ｉｎｔｏ ｔｈｒｅｅ ｇｒｏｕｐｓ：1）Ａｌｌｏｙｉｎｇ［1］． Ｔｈｅ ｓｔｒｅｎｇｔｈｅｎｉｎｇ
ｍｅｃｈａｎｉｓｍ ｉｓ ｅｉｔｈｅｒ ｔｈｒｏｕｇｈ ｓｏｌｉｄｓｏｌｕｔｉｏｎ ａｎｄ ／ ｏｒ ａｇｉｎｇ． Ｔｈｅ ａｌｌｏｙｉｎｇ ｅｌｅｍｅｎｔｓ
ｉｎｃｌｕｄｅ Ｓｎ，Ｃｄ，Ｃｒ，Ｚｒ，ｅｔｃ． ｉｎ ｓｍａｌｌ ａｍｏｕｎｔｓ ｉｎ ｓｏｍｅ ｃｏｍｂｉｎａｔｉｏｎ；2）Ｄｉｓ

 Ｉｎ ｃｏｌｌａｂｏｒａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ Ｈ． Ｑ． Ｗｅｎ，Ｘ． Ｍ． Ｍａｏ，Ｚ． Ｈ． Ｐａｎ，Ｆ． Ｐ． Ｑｉ ａｎｄ Ｑ． Ｈｕａ．
Ｒｅｐｒｉｎｔｅｄ ｆｒｏｍ Ｐｒｏｃ． 4ｔｈ Ｄｅｃｅｎｎｉａｌ Ｉｎｔ． Ｃｏｎｆ． ｏｎ Ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ Ｐｒｏｃｅｓｓｉｎｇ，ｓｈｅｆｆｉｅｌｄ，Ｕ．
Ｋ． 7 10 Ｊｕｌｙ，1997，ｐｐ． 657 659
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ｐｅｒｓｉｏｎ Ｓｔｒｅｎｇｔｈｅｎｉｎｇ［1］． Ｔｈｅ ｄｉｓｐｅｒｓｅｄ ｐａｒｔｉｃｌｅｓ ａｒｅ ｈｉｇｈ ｓｔｒｅｎｇｔｈ ｏｘｉｄｅｓ ｓｕｃｈ ａｓ
ＺｒＯ2，Ａｌ2Ｏ3，ＭｇＯ；3）Ｓｙｎｔｈｅｔｉｃ Ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ［2 ～ 4］． Ｈｅｒｅ，ｔｈｅ ｃｏｐｐｅｒ ｉｓ ｒｅｉｎ
ｆｏｒｃｅｄ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅｌｙ ｂｙ ｂａｎｄｓ ｏｒ ｆｉｂｅｒｓ ｏｆ Ｘ（Ｔａ，Ｎｂ，Ｃｒ）． Ｔｈｅ ｓｔｒｅｎｇｔｈ ｏｆ ｔｈｅｓｅ
ｓｙｎｔｈｅｔｉｃ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅｓ ｍａｙ ｂｅ ｕｐ ｔｏ 1 400 ＭＰａ，ｆａｒ ｂｅｙｏｎｄ ｔｈａｔ ｏｆ ｔｈｅ ｆｉｒｓｔ ｔｗｏ
ｍｅｔｈｏｄｓ． Ｒｅｓｅａｒｃｈ ｏｎ ＣｕＸ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅｓ ｈａｓ ｆｏｃｕｓｅｄ ｏｎ ｈｉｇｈｓｔｒｅｎｇｔｈ ｃｏｎｄｕｃｔｏｒｓ．
Ｈｏｗｅｖｅｒ，ｔｈｅ ｒｏｏｍ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｔｈｅｓｅ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅｓ ｉｓ ｏｆｔｅｎ ｒｅ
ｄｕｃｅｄ ｇｒｅａｔｌｙ ｂｙ ａ ｌａｒｇｅ ｎｕｍｂｅｒ ｏｆ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｄｅｆｅｃｔｓ ｆｏｒｍｅｄ ｉｎ ｔｈｅｉｒ ｍａｎｕｆａｃ
ｔｕｒｅ． Ｉｎ ｖｉｅｗ ｏｆ ｔｈｉｓ，ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｍａｙ ｂｅ ｔｈｅ ｂｅｓｔ ｗａｙ ｔｏ ｕｔｉｌｉｚｅ ｔｈｅ
ｓｔｒｅｎｇｔｈｅｎｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｔｈｅ ｓｅｃｏｎｄ ｐｈａｓｅ ａｎｄ ｓｏ ａｖｏｉｄ ｔｈｅｓｅ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｄｅｆｅｃｔｓ
ｉｎ ｓｙｎｔｈｅｔｉｃ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅｓ，ｓｉｎｃｅ ｔｈｅ ｓｔｒｅｎｇｔｈｅｎｉｎｇ ｐｈａｓｅ ｉｓ ｆｏｒｍｅｄ“ａｕｔｏｍａｔｉｃａｌｌｙ”
ｏｒ“ｉｎ ｓｉｔｕ”ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ． Ｍｏｒｅｏｖｅｒ，ｏｔｈｅｒ ｐｒｏｂ
ｌｅｍｓ ｓｕｃｈ ａｓ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｃｏｎｔａｍｉｎａｔｉｏｎ ａｎｄ ｒｅａｃｔｉｏｎｓ ｉｎ ｓｙｎｔｈｅｔｉｃ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅｓ ｎｏ
ｌｏｎｇｅｒ ｅｘｉｓｔ ｉｎ ｔｈｉｓ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌｌｙ ｓｏｌｉｄｉｆｉｅｄ ｍａｔｅｒｉａｌ． Ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔｓ ｔｈｅ
ｆｅａｓｉｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ｕｓｉｎｇ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｔｏ ｐｒｏｄｕｃｅ ａｎ ｉｎｓｉｔｕ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ ｃｏｎ
ｄｕｃｔｏｒ ｏｆ ｈｉｇｈ ｓｔｒｅｎｇｔｈ．

Ｆｉｇ． 1 Ｓｃｈｅｍａｔｉｃ ｄｉａｇｒａｍ ｏｆ
ｔｈｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ａｐｐａｒａｔｕｓ

2 Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ Ｐｒｏｃｅｄｕｒｅ

Ｔｈｅ ｂｉｎａｒｙ ＣｕＣｒ ａｌｌｏｙ ｃｏｎｔａｉｎｉｎｇ 0.

8 wt. % Cr ｗａｓ ｕｓｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔｓ．
Ｔｈｉｓ ｗａｓ ｍｅｌｔｅｄ ｆｒｏｍ ｃｏｐｐｅｒ ｗｉｔｈ ａ ｐｕｒｉｔｙ
ｏｆ 99. 99 wt. % ａｎｄ ｃｈｒｏｍｉｕｍ ｐｏｗｄｅｒ
ｗｉｔｈ ａ ｐｕｒｉｔｙ ｏｆ 99. 95 wt. % ｉｎ ａ ｍｅｄｉｕｍ
ｆｒｅｑｕｅｎｃｙ ｉｎｄｕｃｔｉｏｎ ｆｕｒｎａｃｅ． Ｔｈｅ ｓａｍ
ｐｌｅｓ，6 ｍｍ ｉｎ ｄｉａｍｅｔｅｒ ａｎｄ 150 ｍｍ ｉｎ
ｌｅｎｇｔｈ，ｗｅｒｅ ｍａｄｅ ｂｙ ｉｎｖｅｓｔｍｅｎｔ ｃａｓｔｉｎｇ．
Ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ａｐｐａｒａｔｕｓ ｉｓ ｓｈｏｗｎ ｓｃｈｅ
ｍａｔｉｃａｌｌｙ ａｓ Ｆｉｇ． 1． Ｔｈｅ ｒａｄｉｏｆｒｅｑｕｅｎｃｙ
ｉｎｄｕｃｔｉｏｎ ｈｅａｔｉｎｇ ａｉｍｓ ｔｏ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｔｈｅ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｆ ｔｈｅ ｈｉｇｈｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｚｏｎｅ
ｉｎ ｔｈｅ ｃｈａｍｂｅｒ ｓｏ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｓａｍｐｌｅ ｃａｎ ｂｅ ｍｅｌｔｅｄ ａｎｄ ｓｕｐｅｒｈｅａｔｅｄ ｓｕｆｆｉｃｉｅｎｔｌｙ ｂｅ
ｆｏｒｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌｌｙ ｓｏｌｉｄｉｆｙｉｎｇ． Ｗｈｅｎ ｏｐｅｒａｔｉｎｇ，ｔｈｅ ｓａｍｐｌｅ ｉｎ ｔｈｅ ｃｒｕｃｉｂｌｅ ｗａｓ
ｓｉｔｕａｔｅｄ ｏｎ ｔｏｐ ｏｆ ｔｈｅ ｗａｔｅｒｃｏｏｌｅｄ ｂａｓｅ． Ｔｈｅ ｆｕｒｎａｃｅ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｗａｓ ｈｅｌｄ ａｔ
1 250℃ ｆｏｒ 10 ｍｉｎｕｔｅｓ ｂｅｆｏｒｅ ｔｈｅ ｗａｔｅｒｃｏｏｌｅｄ ｂａｓｅ ｗａｓ ｗｉｔｈｄｒａｗｎ ａｎｄ ｄｉｒｅｃ
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ｔｉｏｎａｌ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｗａｓ ｉｎｉｔｉａｔｅｄ． Ｓｏｌｉｄ ／ ｌｉｑｕｉｄ ｍｏｒｐｈｏｌｏｇｉｅｓ ｗｅｒｅ ｑｕｅｎｃｈｅｄ ｂｙ
ｗａｔｅｒ ｗｉｔｈｉｎ ｔｈｅ ｗａｔｅｒ ｓｐｒａｙｅｒ． Ｔｈｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌｌｙｓｏｌｉｄｉｆｉｅｄ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｗｅｒｅ
ｅｔｃｈｅｄ ｂｙ ａ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｏｆ ｆｅｒｒｉｃ ｎｉｔｒａｔｅ ｉｎ ｅｔｈａｎｏｌ ａｎｄ ｐｈｏｔｏｍｉｃｒｏｇｒａｐｈｅｄ ｉｎ ａ
Ｈｅｒｌａｃｈ ｍｉｃｒｏｓｃｏｐｅ．

3 Ｒｅｓｕｌｔｓ ａｎｄ Ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ

3． 1 Ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ Ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ

Ｆｏｒ ｔｈｅ ｅｕｔｅｃｔｉｃ ｏｒ ｅｖｅｎ ｏｆｆｅｕｔｅｃｔｉｃ ａｌｌｏｙｓ，ａｓ ｗｅ ｋｎｏｗ，ｔｈｅ ｃｒｙｓｔａｌｓ ｏｆ ｔｗｏ
ｐｈａｓｅｓ ｃａｎ ｇｒｏｗ ｉｎ ａ ｃｏｏｐｅｒａｔｉｖｅ ｗａｙ ｉｎ ｔｈｅ ｃｏｕｐｌｅｄ ｚｏｎｅ． Ｏｕｔ ｏｆ ｔｈｉｓ ｚｏｎｅ，ｐｒｉ
ｍａｒｙ ｄｅｎｄｒｉｔｅｓ ｗｉｌｌ ａｐｐｅａｒ ｉｎ ｔｈｅ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ［5］． Ｗｈｅｎ ｔｈｅ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｇｒａｄｉ
ｅｎｔ ｉｎ ｆｒｏｎｔ ｏｆ ｔｈｅ Ｓ ／ Ｌ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ，ＧＬ，ｉｓ 60℃ ／ ｃｍ，ａｎｄ ｔｈｅ ｇｒｏｗｔｈ ｒａｔｅ，Ｖ，ｉｓ
0． 4 ｍｍ ／ ｍｉｎ，ｔｈｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌｌｙｓｏｌｉｄｉｆｉｅｄ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｏｆ ｔｈｅ Cu -0. 8 wt. % Cr

ａｌｌｏｙ ｉｓ ａｓ ｉｎ Ｆｉｇ． 2．

Ｆｉｇ． 2 Ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌｌｙ ｓｏｌｉｄｉｆｉｅｄ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｏｆ ｔｈｅ ＣｕＣｒ Ａｌｌｏｙ（GL = 60� /cm，V = 4

mm/min，C0 = 0. 8 wt. %）：（ａ）ｌｏｎｇｉｔｕｄｉｎａｌ ｓｅｃｔｉｏｎ，（ｂ）ｔｒａｎｓｖｅｒｓｅ ｓｅｃｔｉｏｎ

Ｆｉｇ． 2 ｓｈｏｗｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｐｒｅｓｅｎｔｓ ａ ｍｉｘｔｕｒｅ ｏｆ ｔｈｅ α（Cu）+ β
（Ｃｒ）ｅｕｔｅｃｔｉｃ ａｎｄ ｐｒｉｍａｒｙ，ａｎｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｌａｔｔｅｒ ｍａｙ ｂｅ ｃｅｌｌｕｌａｒ ｏｒ ｄｅｎｄｒｉｔｉｃ ｉｎ
ｍｏｒｐｈｏｌｏｇｙ． Ｏｆ ｃｏｕｒｓｅ，ａ ｐｒｉｍａｒｙ ｃｅｌｌｕｌａｒ α ｍｏｒｐｈｏｌｏｇｙ ｉｓ ｄｅｓｉｒｅｄ ｉｎ ｔｅｒｍｓ ｏｆ
ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ，ｓｉｎｃｅ ｔｈｅｒｅ ａｒｅ ｎｏ ｅｌｅｃｔｒｉｃａｌ ｄｉｓｃｏｎｔｉｎｕｉｔｉｅｓ ａｓ ｗｏｕｌｄ ｂｅ ｔｈｅ ｃａｓｅ ａｔ
ｄｅｎｄｒｉｔｉｃ ｂｒａｎｃｈｅｓ． Ｔｈｅ ｍａｔｅｒｉａｌ ｉｓ ａｌｓｏ ｒｅｉｎｆｏｒｃｅｄ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅｌｙ ｂｙ ｔｈｅ ｈｉｇｈ
ｓｔｒｅｎｇｔｈ ｅｕｔｅｃｔｉｃ ｃｏｎｔａｉｎｉｎｇ ａ ｌａｒｇｅ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｃｈｒｏｍｉｕｍ． Ａｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 2

（ｂ），ｔｈｅ ｅｕｔｅｃｔｉｃ ｉｓ ｗｅｌｌ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｅｄ ａｒｏｕｎｄ ｔｈｅ ｃｅｌｌｓ． Ｔｈｉｓ ｆｏｒｍｓ ａｎ ｉｎｓｉｔｕ ｃｏｍ
ｐｏｓｉｔｅ ｍａｔｅｒｉａｌ ｉｎ ｗｈｉｃｈ ｔｈｅ ｃｅｌｌｕｌａｒ ｍｏｒｐｈｏｌｏｇｙ ａｃｔｓ ａｓ ｃｏｎｄｕｃｔｏｒ ａｎｄ ｔｈｅ ｗｅｌｌ
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ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｅｄ ｅｕｔｅｃｔｉｃ ａｒｏｕｎｄ ｔｈｅ ｃｅｌｌｓ ｓｅｒｖｅｓ ａｓ ａ ｒｅｉｎｆｏｒｃｅｍｅｎｔ． Ｉｎ ｔｈｉｓ ｓｅｎｓｅ，
ｓｕｃｈ ａ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｉｓ ｓｉｍｉｌａｒ ｔｏ ｔｈａｔ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｐｐｅｒｓｔｅｅｌ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ ｃａｂｌｅ ｉｎ ｒａｉｌｗａｙ
ｔｒａｎｓｍｉｓｓｉｏｎ，ｗｈｅｒｅ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ｃｏｒｅ ａｃｔｓ ａｓ ｔｈｅ ｒｅｉｎｆｏｒｃｅｍｅｎｔ ａｎｄ ｔｈｅ ｃｏｐｐｅｒ ｃｏａ
ｔｅｄ ｏｕｔｓｉｄｅ ａｓ ｔｈｅ ｍａｉｎ ｃｏｎｄｕｃｔｏｒ．

3． 2 Ｐｒｉｍａｒｙ Ａｒｍ Ｓｐａｃｉｎｇ

Ｔｈｅ ｐｒｉｍａｒｙ ａｒｍ ｓｐａｃｉｎｇ ｏｆ ｄｅｎｄｒｉｔｉｃ ｏｒ ｃｅｌｌｕｌａｒ ｃｒｙｓｔａｌｓ，λ1，ｈａｓ ａｎ ｉｍｐｏｒ
ｔａｎｔ ｅｆｆｅｃｔ ｏｎ ｔｈｅ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｏｆ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌｌｙ ｓｏｌｉｄｉｆｉｅｄ ｍａｔｅｒｉａｌ． Ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｍｏｄｅｌｓ
ｆｏｒ ｔｈｅ ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎ ｏｆ ｐｒｉｍａｒｙ ａｒｍ ｓｐａｃｉｎｇ ａｒｅ ｇｉｖｅｎ ｂｙ Ｈｕｎｔ［6］ａｎｄ ｂｙ Ｋｕｒｚ ａｎｄ
Ｆｉｓｈｅｒ（ＫＦ）［7］：

Ｈｕｎｔ：λ1 = 槡2 2（Tm ΓDL）
1
4 G -

1
2

L V-
1
4

mC0（k0 - 1）-
k0 GLDL[ ]V

1
4

（V < 2VCS）

ＫＦ：λ1 =
6ΔT'

GL（1 - k0）
DL

V
-
ΔT0 k0

G( )[ ]
L

1
2

（V < VCS /k0）

Ｈｕｎｔｓ ｒｅｓｕｌｔ ｓｈｏｗｓ ｔｈａｔ λ1 ｉｎｃｒｅａｓｅｓ ｉｎｉｔｉａｌｌｙ ａｎｄ ｔｈｅｎ ｄｅｃｒｅａｓｅｓ ｗｉｔｈ ｉｎ
ｃｒｅａｓｅ ｏｆ Ｖ，ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｃｒｉｔｉｃａｌ ｐｏｉｎｔ ａｔ ＶＣＳ． Ｉｎ ｃｏｎｔｒａｓｔ，ｔｈｅ Ｋ Ｆ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ
ｓｈｏｗｓ ａ ｍｏｎｏｔｏｎｉｃ ｄｅｃｒｅａｓｅ ｉｎ λ1 ｗｉｔｈ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｉｎ Ｖ．

Ｉｎ ｔｈｅ ＣｕＣｒ ａｌｌｏｙ，ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｒｅｓｕｌｔｓ ｆｏｒ λ1 ｖｅｒｓｕｓ Ｖ ａｒｅ ｓｈｏｗｎ ｉｎ
Ｆｉｇ． 3（ａ）ａｎｄ 3（ｂ）． Ｗｈｅｎ GL = 30� /cm ａｎｄ V = 0. 2 mm/min，λ1 ≈
0. 1 mm，ａｎｄ ｗｈｅｎ GL = 30� /cm ａｎｄ V = 2 mm/min，λ1 ≈ 0. 2 mm. Ｆｒｏｍ
ｔｈｅｓｅ ｒｅｓｕｌｔｓ，ｗｅ ｃａｎ ｄｒａｗ ａ ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎ ｔｈａｔ λ1 ｉｎｃｒｅａｓｅｓ ｗｉｔｈ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ Ｖ，
ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｎｏｔ ｃｏｎｓｉｓｔｅｎｔ ｗｉｔｈ ｔｈｅ Ｋ Ｆ ｍｏｄｅｌ ｂｕｔ ｉｓ ｗｉｔｈ ｔｈｅ Ｈｕｎｔ ｍｏｄｅｌ． Ｔｈｅｒｅ
ｆｏｒｅ，ａ ｇｏｏｄ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｗｉｔｈ ｈｉｇｈｅｒ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｍａｙ ｂｅ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｗｉｔｈ ａ
ｈｉｇｈ ｇｒｏｗｔｈ ｖｅｌｏｃｉｔｙ． Ｔｈｅ ｈｉｇｈｅｒ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ｗｉｌｌ ｒｅｓｕｌｔ ｉｎ ｃｅｌｌｕｌａｒ α ｏｆ ｉｎｃｒｅａｓｅｄ λ1

ｗｈｉｃｈ ｐｏｓｓｅｓｓｅｓ ｔｈｅ ｈｉｇｈｅｒ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ．
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Ｆｉｇ． 3 Ｒｅｓｐｏｎｓｅ ｏｆ ｔｈｅ ｐｒｉｍａｒｙ ａｒｍ ｓｐａｃｉｎｇ ｔｏ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ｉｎ ａ ＣｕＣｒ ａｌｌｏｙ（GL = 30� /cm，

C0 = 0. 8 wt%）：（ａ）V = 0. 2 mm/min，（ｂ）V = 2 mm/min

3． 3 Ｓｏｌｉｄ ／ Ｌｉｑｕｉｄ Ｉｎｔｅｒｆａｃｅ

Ｔｈｅ ｓｏｌｉｄ ／ ｌｉｑｕｉｄ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｍｏｒｐｈｏｌｏｇｙ ｐｌａｙｓ ａｎ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｒｏｌｅ ｉｎ ｔｈｅ ｆｏｒｍａ
ｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌｌｙ ｓｏｌｉｄｉｆｉｅｄ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ． Ｏｎｌｙ ｗｈｅｎ ｔｈｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｉｓ ｐｌａ
ｎａｒ ａｎｄ ｓｔａｂｌｅ ｃａｎ ａ ｌａｍｅｌｌａｒ ｏｒ ｒｏｄ ｅｕｔｅｃｔｉｃ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｂｅ ｆｏｒｍｅｄ ｄｕｒｉｎｇ ｄｉ
ｒｅｃｔｉｏｎａｌ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ． Ｏｔｈｅｒｗｉｓｅ，ｃｅｌｌｕｌａｒ ｏｒ ｅｖｅｎ ｄｅｎｄｒｉｔｉｃ ｃｒｙｓｔａｌｓ ｍａｙ ｏｃ
ｃｕｒ． Ｔｈｅ ｓｔａｂｉｌｉｔｙ ｃｒｉｔｅｒｉｏｎ ｆｏｒ ａ ｐｌａｎａｒ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｉｓ［8］：

GL

V
≥

mC0（k0 - 1）

k0 DL

（1）

ｉ． ｅ．，ａ ｐｌａｎａｒ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｉｓ ｍａｉｎｔａｉｎｅｄ ｗｈｅｎ ＧＬ ／ Ｖ ｉｓ ｇｒｅａｔｅｒ ｔｈａｎ ｏｒ ｅｑｕａｌ ｔｏ ｔｈａｔ
ｏｆ ｔｈｅ ｒｉｇｈｔｈａｎｄ ｓｉｄｅ ｉｎ ｅｑｕａｔｉｏｎ（1）． Ｉｎ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ，ｔｈｅ Ｓ ／ Ｌ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｍｏｒ
ｐｈｏｌｏｇｉｅｓ ｏｆ ｔｈｅ Ｃｕ 0． 8 ｗｔ． ％ Ｃｒ ａｌｌｏｙ ａｒｅ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 4，ｗｈｅｒｅ ＧＬ ｉｓ ｅｑｕａｌ
ｔｏ 60℃ ／ ｃｍ，ａｎｄ Ｖ ｉｓ ｅｑｕａｌ ｔｏ 0． 2 ｍｍ ／ ｍｉｎ． Ｔｈｅ ｃｏｅｘｉｓｔｅｎｃｅ ｏｆ ｔｗｏ ｉｎｔｅｒｆａｃｅｓ
ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ｓａｍｅ ｇｒｏｗｔｈ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ ｍａｙ ｒｅｓｕｌｔ ｆｒｏｍ ｄｉｓｔｕｒｂａｎｃｅｓ ｉｎ ｔｈｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌ
ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ． Ｄｅｓｐｉｔｅ ｔｈａｔ，ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｍｏｒｐｈｏｌｏｇｙ ｏｎ ｅｕｔｅｃｔｉｃ ｍｉ
ｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｃａｎ ｂｅ ａｎａｌｙｓｅｄ． Ｉｎ Ｆｉｇ． 4（ａ），ｔｈｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｉｓ ｃｅｌｌｕｌａｒ ｏｒ ｎｅａｒｐｌａ
ｎａｒ，ｔｈｅ ｐｒｉｍａｒｙ ｃｒｙｓｔａｌｓ ｇｒｏｗ ｆｏｒｗａｒｄ ｗｉｔｈ ａ ｒｅｇｕｌａｒｌｙ ｃｅｌｌｕｌａｒ ｓｈａｐｅ ｗｉｔｈ ｔｈｅ
ｅｕｔｅｃｔｉｃ ａｔ ｔｈｅｉｒ ｐｅｒｉｐｈｅｒｙ． Ｗｈｅｎ ｔｈｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｌｏｓｅｓ ｉｔｓ ｓｔａｂｉｌｉｔｙ ａｎｄ ｂｅｃｏｍｅｓ ａ
ｃｏａｒｓｅ ｏｎｅ，ｔｈｅ ｐｈａｓｅｓ ｇｒｏｗ ｉｒｒｅｇｕｌａｒｌｙ ａｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 4（ｂ）．

Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ，ａｓ ｄｉｓｃｕｓｓｅｄ ｉｎ ｓｅｃｔｉｏｎ 3． 2，ｍａｉｎｔｅｎａｎｃｅ ｏｆ ａ ｃｅｌｌｕｌａｒ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ
ｄｕｒｉｎｇ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｉｓ ｅｓｓｅｎｔｉａｌ ｆｏｒ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ａｎ ｉｎｓｉｔｕ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ
ｃｏｎｄｕｃｔｏｒ ｏｆ ｈｉｇｈ ｓｔｒｅｎｇｔｈ． Ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌｌｙ，ｔｈｉｓ ｃｅｌｌｕｌａｒ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｃａｎ ｂｅ ｏｂｔａｉｎｅｄ
ｂｙ ｅｉｔｈｅｒ ｉｎｃｒｅａｓｉｎｇ ＧＬ ａｔ ｃｏｎｓｔａｎｔ Ｖ ｏｒ ｄｅｃｒｅａｓｉｎｇ Ｖ ａｔ ｃｏｎｓｔａｎｔ ＧＬ． Ｏｆ ｃｏｕｒｓｅ，
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ｔｈｅ ｌａｔｔｅｒ ｉｓ ｌｅｓｓ ｕｓｅｆｕｌ ｉｎ ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｎｄｕｃｔｏｒ．

Ｆｉｇ． 4 Ｓ ／ Ｌ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｍｏｒｐｈｏｌｏｇｉｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ＣｕＣｒ ａｌｌｏｙ （GL = 60 � /cm，V =

0. 2 mm/min，C0 = 0. 8 wt. %）：（ａ）ｃｅｌｌｕｌａｒ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ，（ｂ）ｃｏａｒｓｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ

4 Ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎｓ

Ａｎ ｉｎｓｉｔｕ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ ｏｆ ＣｕＣｒ ａｌｌｏｙ ｆｏｒ ｕｓｅ ａｓ ａ ｈｉｇｈｓｔｒｅｎｇｔｈ ｃｏｎｄｕｃｔｏｒ ｗａｓ
ｐｒｅｐａｒｅｄ ｂｙ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ． Ｗｉｔｈ GL = 60� /cm，V = 4 mm/min，ａｎｄ
C0 = 0. 8 wt. %，ｔｈｅ ｔｙｐｉｃａｌ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｏｆ ｔｈｉｓ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ ｗａｓ ａ ｍｉｘｔｕｒｅ ｏｆ
ｃｅｌｌｕｌａｒ ｐｒｉｍａｒｙ α ｗｉｔｈ ｉｎｔｅｒｃｅｌｌｕｌａｒ［α（Cu）+ β（Cr）］ｅｕｔｅｃｔｉｃ． Ｔｈｅ ｆｏｒｍｅｒ ａｃｔｓ
ａｓ ａ ｃｏｎｄｕｃｔｏｒ ａｎｄ ｔｈｅ ｌａｔｔｅｒ ｓｅｒｖｅｓ ｔｈｅ ｆｕｎｃｔｉｏｎ ｏｆ ａ ｒｅｉｎｆｏｒｃｅｍｅｎｔ． Ｔｈｅ ｔｅｎｓｉｌｅ
ｓｔｒｅｎｇｔｈ ｏｆ ｔｈｉｓ ｉｎｓｉｔｕ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ ｉｓ ａｂｏｕｔ 500 ＭＰａ，ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｍｏｒｅ ｔｈａｎ ｔｗｉｃｅ
ｔｈａｔ ｏｆ ｔｈｅ ｏｒｄｉｎａｒｉｌｙ ｃａｓｔ ｏｎｅ． Ｉｎ ｔｈｉｓ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌｌｙｓｏｌｉｄｉｆｉｅｄ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ，ｔｈｅ
ｐｒｉｍａｒｙ ａｒｍ ｓｐａｃｉｎｇ ｉｎｃｒｅａｓｅｓ ｗｉｔｈ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ ｔｈｅ ｇｒｏｗｔｈ ｒａｔｅ，ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｃｏｎｓｉｓｔ
ｅｎｔ ｗｉｔｈ ｔｈｅ Ｈｕｎｔ ｍｏｄｅｌ． Ｆｉｎａｌｌｙ，ｉｔ ｉｓ ａｌｓｏ ｐｏｉｎｔｅｄ ｏｕｔ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｍａｉｎｔｅｎａｎｃｅ ｏｆ
ａ ｃｅｌｌｕｌａｒ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｄｕｒｉｎｇ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｉｓ ｅｓｓｅｎｔｉａｌ ｔｏ ｔｈｅ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ
ａｎ ｉｎｓｉｔｕ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ ｃｏｎｄｕｃｔｏｒ ｏｆ ｈｉｇｈ ｓｔｒｅｎｇｔｈ．

Ａｃｋｎｏｗｌｅｄｇｅｍｅｎｔｓ

Ｔｈｅ ａｕｔｈｏｒｓ ｗｉｓｈ ｔｏ ｔｈａｎｋ ｔｈｅ Ｘｉａｍｅｎ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ ｏｆ Ｒａｉｌｗａｙ Ｓｃｉｅｎｃｅ ａｎｄ
Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ，Ｘｉａｍｅｎ，Ｃｈｉｎａ，ｆｏｒ ｆｉｎａｎｃｉａｌ ｓｕｐｐｏｒｔ． Ｓｉｎｃｅｒｅ ｔｈａｎｋｓ ａｌｓｏ ｇｏ ｔｏ
ｒｅｓｅａｒｃｈｅｒ Ｗｅｎｂｏ Ｙｅ ｆｏｒ ｕｓｅｆｕｌ ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ，Ｘｉａｍｅｎ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ ｏｆ Ｒａｉｌｗａｙ Ｓｃｉｅｎｃｅ
ａｎｄ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ，ａｎｄ ｔｏ ｅｎｇｉｎｅｅｒｓ Ｘｉｅｇｕｏ Ｍａｏ ａｎｄ Ｍｉｎｇ Ｌｅｉ ｏｆ Ｓｈｉｂｅｉ ａｎｄ
Ｓｈａｎｇｄａｉ ＨｉＴｅｃｈ Ｐａｒｋ，Ｓｈａｎｇｈａｉ，ｆｏｒ ｔｈｅｉｒ ｈｅｌｐ ｉｎ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔｓ．
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Ａｐｐｅｎｄｉｘ

λ1 ｐｒｉｍａｒｙ ｄｅｎｄｒｉｔｅ ／ ｃｅｌｌ ｓｐａｃｉｎｇ

Ｔｍ ｍｅｌｔｉｎｇ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ

Γ ＧｉｂｂｓＴｈｏｍｓｏｎ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ
ＤＬ ｓｏｌｕｔｅ ｄｉｆｆｕｓｉｏｎ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｉｎ ｔｈｅ ｌｉｑｕｉｄ
ＧＬ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｇｒａｄｉｅｎｔ
Ｖ ｇｒｏｗｔｈ ｖｅｌｏｃｉｔｙ
ｍ ｌｉｑｕｉｄｕｓ ｓｌｏｐｅ
Ｃ0 ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ
k0 ｓｏｌｕｔｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ
ＶＣＳ ｃｒｉｔｉｃａｌ ｓｔａｂｉｌｉｔｙ ｖｅｌｏｃｉｔｙ

ΔＴ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｃｅ ｉｎ ｓｏｌｉｄ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ｔｉｐ ａｎｄ ｔｈｅ ｒｏｏｔ ｏｆ ｔｈｅ ｄｅｎｄｒｉｔｅ

ΔＴ0 ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｒａｎｇｅ ｏｆ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｒｙｓｔａｌｌｉｚａｔｉｏｎ

Ｒｅｆｅｒｅｎｃｅｓ

［1 ］ Ｚ． Ｄ． Ｚｈａｏ，Ｌ． Ｇ． Ｙａｏ，Ｈ． Ｙ． Ｇｕｏ，Ｒ． Ｑ． Ｐｅｎｇ ａｎｄ Ｇ． Ｗｕ，Ｃｏｐｐｅｒ ａｎｄ Ｉｔｓ Ａｌｌｏｙｓ，
Ｍａｔｅｒｉａｌ Ｈａｎｄｂｏｏｋ，Ｓｃｉｅｎｃｅ Ｐｒｅｓｓ，Ｂｅｉｊｉｎｇ，1993，ｃｈ． 3

［2 ］ Ｊ． Ｄ． Ｖｅｒｈｏｅｖｅｎ，Ｗ． Ａ． Ｓｐｉｔｚｉｇ，Ｌ． Ｌ． Ｊｏｎｅｓ，Ｈ． Ｌ． Ｄｏｗｎｉｎｇ，Ｃ． Ｌ． Ｔｒｙｂｕｓ，Ｅ．
Ｄ． Ｇｉｂｓｏｎ，Ｌ． Ｓ． Ｃｈｕｍｂｌｅｙ，Ｌ． Ｇ． Ｆｒｉｔｚｍｅｉｅｒ ａｎｄ Ｇ． Ｄ． Ｓｃｈｎｉｔｔｇｒｕｎｄ，Ｊ Ｍａｔｅｒ Ｅｎｇ，
1990，2，127 139

［3 ］ Ｄ． Ａ Ｈａｒｄｗｉｃｈ，Ｒ． Ｇ Ｐｈｏｄｅｓ ａｎｄ Ｌ． Ｇ． Ｆｒｉｔｚｍｅｉｅｒ，Ｍｅｔａｌｌ Ｔｒａｎｓ Ａ，1993，1，27 34

［4 ］ Ｋ． Ｒ． Ａｎｄｅｒｓｏｎ，Ｊ． Ｒ． Ｇｒｏｚａ，Ｒ． Ｌ． Ｄｒｅｓｈｆｉｅｌｄ ａｎｄ Ｄ． Ｅｌｌｉｓ，Ｍｅｔａｌｌ ａｎｄ Ｍａｔｅｒ Ｔｒａｎｓ
Ａ，1995，9，1197 2206

［5 ］ Ｗ． Ｋｕｒｚ ａｎｄ Ｄ． Ｊ． Ｆｉｓｈｅｒ，Ｉｎｔ Ｍｅｔａｌｓ Ｒｅｖ，1979，5 6，177 204

［6 ］ Ｊ． Ｄ． Ｈｕｎｔ，ｉｎ：Ｔｈｅ Ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ａｎｄ Ｃａｓｔｉｎｇ ｏｆ Ｍｅｔａｌｓ，Ｔｈｅ Ｍｅｔａｌｓ Ｓｏｃｉｅｔｙ，Ｂｏｏｋ
192，Ｌｏｎｄｏｎ，1979，ｐ． 3

［7 ］ Ｗ． Ｋｕｒｚ ａｎｄ Ｄ． Ｊ． Ｆｉｓｈｅｒ，Ａｃｔａ Ｍｅｔａｌｌ，1981，29，11

［8 ］ Ｗ． Ｔｉｌｌｅｒ，Ｋ． Ａ． Ｊａｃｋｓｏｎ，Ｊ． Ｗ． Ｒｕｔｔｅｒ ａｎｄ Ｂ． Ｃｈａｌｍｅｒｓ，Ａｃｔａ Ｍｅｔａｌｌ，1953，1，428
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Ａｎｉｓｏｔｒｏｐｙ ｏｆ Ｅｌｅｃｔｒｉｃ Ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ
ｉｎ Ｓｉｎｇｌｅ Ｃｒｙｓｔａｌ?

Ａｂｓｔｒａｃｔ Ｔｈｅ ｅｌｅｃｔｒｉｃ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｉｎ ｓｉｎｇｌｅ ｃｒｙｓｔａｌ ｏｆ ｔｈｅ Ｃｕ 0． 1 ａｔｍ．
% Ｃｒ ａｌｌｏｙ ｗａｓ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｅｄ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｔｗｏ ｐｒｏｂｅ ｓｐｒｅａｄｉｎｇ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｍｅｔｈｏｄ．
Ａｎ ａｎｉｓｏｔｒｏｐｙ ｃｏｎｔｒａｒｙ ｔｏ ｔｈａｔ ｏｆ ｔｈｅ ｅｕｔｅｃｔｉｃ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅｓ ｉｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ ｔｈｅ ｃｏｎｄｕｃ
ｔｉｖｉｔｙ，ｉ． ｅ．，ｔｈｅ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ａｌｏｎｇ ｔｈｅ ｇｒｏｗｔｈ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｉｓ ｌｅｓｓ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｉｎ ｔｈｅ
ｔｒａｎｓｖｅｒｓｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ，ｗｈｉｌｅ，ｔｈｅ ｓｐｒｅａｄｉｎｇ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｉｎ ｔｈｅ 45° ｏｒｉｅｎ
ｔａｔｉｏｎ ｓｈｏｗｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｔｒａｎｓｉｔｉｏｎ ｉｎ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｌｏｎｇｉｔｕｄｉｎａｌ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｔｏ
ｔｈｅ ｔｒａｎｓｖｅｒｓｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｉｓ ｎｏｔ ｌｉｎｅａｒ． Ｍｏｒｅｏｖｅｒ，ｔｈｅ ａｎｉｓｏｔｒｏｐｉｃ ｄｅｇｒｅｅ ｉｓ ｉｎ
ｃｒｅａｓｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｈｅａｔ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ａｔ 350℃ ｆｏｒ 1 ｈｏｕｒ． Ａｌｌ ｏｆ ｔｈｅｓｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｒｅ
ｌａｔｅｄ ｃｌｏｓｅｌｙ ｔｏ ｔｈｅ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ ｏｆ ｔｈｅ ｓｉｎｇｌｅ ｃｒｙｓｔａｌ ｗｅｒｅ ｄｉｓｃｕｓｓｅｄ ｉｎ
ｔｈｅ ｐａｐｅｒ．

Ｉｎｔｒｏｄｕｃｔｉｏｎ

Ａｓ ａｎ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅ ｍｅｔｈｏｄ ｏｆ ｔｈｅ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｃｏｎｔｒｏｌｌｉｎｇ ｆｏｒ ｃａｓｔｉｎｇｓ，ｔｈｅ
ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｕｓｅｄ ｂｒｏａｄｌｙ ｉｎ ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ
ａｎｉｓｏｔｒｏｐｉｃ ｍａｔｅｒｉａｌｓ，ｓｕｃｈ ａｓ ｔｈｅ ｓｉｎｇｌｅ ｃｒｙｓｔａｌ，ｃｏｌｕｍｎａｒ ｃｒｙｓｔａｌ ａｎｄ ｉｎｓｉｔｕ
ｃｏｍｐｏｓｉｔｅ［1］． Ｔｈｅｓｅ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ａｒｅ ｏｆ ｇｒｅａｔ ｉｍｐｏｒｔａｎｃｅ ｉｎ ｍａｎｕｆａｃｔｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｈｉｇｈ
ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｃａｓｔｉｎｇｓ ａｓ ｗｅｌｌ ａｓ ｍａｎｙ ｆｕｎｃｔｉｏｎａｌ ｄｅｖｉｃｅｓ［2］． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ，ｃｏｎｃｅｒｎｓ
ｏｆ ａ ｆｏｕｎｄｒｙｍａｎ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｐａｉｄ ｎｏｔ ｏｎｌｙ ｔｏ ｔｈｅ ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｂｕｔ ａｌｓｏ ｔｏ
ｔｈｅ ｐｈｙｓｉｃａｌ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ． Ｉｎ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ，ｔｈｅ ｔｗｏｐｒｏｂｅ ｍｅｔｈｏｄ，ｄｅｖｅｌｏｐｅｄ ｆｏｒ

 Ｉｎ ｃｏｌｌａｂｏｒａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ Ｗｅｎ Ｈｏｎｇｑｕａｎ，Ｍａｏ Ｘｉｅｍｉｎ． Ｒｅｐｒｉｎｔｅｄ ｆｒｏｍ Ｐｒｏｃ． 5ｔｈ Ａｓｉａｎ
Ｆｏｕｎｄｒｙ Ｃｏｎｇｒｅｓｓ Ｓｅｐ． 23 25，1997，Ｎａｎｊｉｎｇ，Ｃｈｉｎａ（ｐｕｂｌ． ｂｙ Ｓｏｕｔｈｅａｓｔ Ｕｎｉｖｅｒｓｉｔｙ
Ｐｒｅｓｓ，Ｃｈａｎｇｓｈａ，Ｈｕｎａｎ），ｐｐ． 397 400
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ｍｅａｓｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｅｌｅｃｔｒｉｃ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｓｅｍｉｃｏｎｄｕｃｔｏｒ ｍａｔｅｒｉａｌｓ［3 ～ 5］，ｗａｓ ｅｍ
ｐｌｏｙｅｄ ｔｏ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｅ ｔｈｅ ｅｌｅｃｔｒｉｃａｌ ｐｒｏｐｅｒｔｙ ｏｆ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｅ ｓｉｎｇｌｅ ｃｒｙｓｔａｌ，ｗｈｉｃｈ
ｍａｙ ｈｅｌｐ ｒｅｃｏｇｎｉｓｉｎｇ ｔｈｅ ｃｏｎｄｕｃｔｉｏｎ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｓｏｌｉｄ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ａｎｄ ｕｓｉｎｇ
ｔｈｅ ｓｐｒｅａｄｉｎｇ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｍｅｔｈｏｄ ｉｎ ｔｈｅ ｆｉｅｌｄ ｏｆ ｃｏｎｄｕｃｔｏｒｓ．

Ｐｒｉｎｃｉｐｌｅ ａｎｄ Ｍｅｔｈｏｄ ｏｆ Ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔ

Ｔｗｏｐｒｏｂｅ ｍｅｔｈｏｄ ｉｓ ａ ｓｐｒｅａｄｉｎｇ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ｍｅａｓｕｒｉｎｇ ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ ｗｉｔｈ ｈｉｇｈ
ｓｐａｔｉａｌ ｒｅｓｏｌｕｔｉｏｎ，ｗｈｉｃｈ ｏｂｔａｉｎｓ ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ｔｈｒｏｕｇｈ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ａｔ ｔｈｅ
ｏｒｉｇｉｎａｌ ｐｏｉｎｔ ｏｆ ｃｕｒｒｅｎｔｖｏｌｔａｇｅ ｃｕｒｖｅ ｉｎ ｔｈｅ ｃｏｎｔａｃｔ ａｒｅａ ｂｅｔｗｅｅｎ ｐｒｏｂｅ ａｎｄ ｓｐｅｃ
ｉｍｅｎ． Ｓｉｎｃｅ ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅｌｙ ｃｏｎｔａｃｔ ｒａｄｉｕｓ ｏｆ ｔｈｅ ｐｒｏｂｅ ｉｓ ｏｆ ｍｉｃｒｏｎ ｍａｇｎｉｔｕｄｅ，
ｔｈｉｓ ｍｅｔｈｏｄ ｃａｎ ｒｅｆｌｅｃｔ ｔｈｅ ｃｈａｎｇｅ ｏｆ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ｗｉｔｈｉｎ ａ ｓｐａｃｅ ｏｆ 10 - 16 ｍ3． Ｔｈｅ

Ｆｉｇ． 1 Ｓｃｈｅｍａｔｉｃ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｓｐｒｅａｄｉｎｇ
ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｍｅｔｈｏｄ

ｓｃｏｐｅ ｏｆ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ
ｃｏｖｅｒｓ ｆｉｖｅ ｍａｇｎｉｔｕｄｅｓ ａｎｄ ｉｓ
ｎｏｔ ｒｅｓｔｒｉｃｔｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ
ｏｆ ｓａｍｐｌｅ． Ｔｈｅ ｐｒｉｎｃｉｐｌｅ ｏｆ
ｔｈｅ ｓｐｒｅａｄｉｎｇ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｍｅｔｈ
ｏｄ ｉｓ ｓｈｏｗｎ ｓｃｈｅｍａｔｉｃａｌｌｙ ｉｎ
Ｆｉｇ． 1． Ｔｈｅ ｓｐｒｅａｄｉｎｇ ｒｅｓｉｓｔ
ａｎｃｅ，Ｒｓ，ｉｓ ｄｅｆｉｎｅｄ ｂｙ ｔｈｅ
ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｅｑｕａｔｉｏｎ［3］：

Rs =
ρ

4a
=

V
I
（1）

ｗｈｅｒｅ，ρ ｉｓ ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ，ａ ｉｓ ｔｈｅ ｃｏｎｔａｃｔ ｒａｄｉｕｓ ｂｅｔｗｅｅｎ ｐｒｏｂｅ ａｎｄ ｓａｍｐｌｅ，Ｖ
ａｎｄ Ｉ ａｒｅ ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ ｔｈｅ ｖｏｌｔａｇｅ ａｎｄ ｄｅｎｓｉｔｙ ｏｆ ｔｈｅ ｅｌｅｃｔｒｉｃ ｃｕｒｒｅｎｔ ｕｓｅｄ． Ｉｎ ｔｈｅ
ｃａｓｅ ｏｆ ｔｗｏｐｒｏｂｅ ｓｐｒｅａｄｉｎｇ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｍｅｔｈｏｄ，ｅｑｕａｔｉｏｎ（1）ｃａｎ ｂｅ ｔｒａｎｓｆｏｒｍｅｄ
ｉｎｔｏ

Rs =
ρ

2a
（2）

Ｉｎ ｃｏｎｓｉｄｅｒａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｅｒｒｏｒｓ ｉｎ ｐｒａｃｔｉｃａｌ ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔ，ａ ｃｏｒｒｅｃｔｉｏｎ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ，
Ｃ，ｉｓ ａｄｄｅｄ ｔｏ ｅｑｕａｔｉｏｎ（2）． Ｔｈｅｎ，
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Rs = C
ρ

2a
（3）

Ｉｎ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ，ｔｈｅ ｖａｌｕｅ ｏｆ Ｃ ｗａｓ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ ｔｈｒｏｕｇｈ ｄｉｖｉｄｉｎｇ ｔｈｅ
ｍｅａｓｕｒｅｄ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｐｕｒｅ ｃｏｐｐｅｒ，2ａＲｓ，ｂｙ ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｔｈｅ Ｉｎｔｅｒｎａｔｉｏｎａｌ
Ａｎｎｅａｌｅｄ Ｃｏｐｐｅｒ Ｓｔａｎｄａｒｄ（ＩＡＣＳ），ｉ． ｅ．，1． 72 × 108 Ω·ｍ． ａ ｗａｓ ｔｒｅａｔｅｄ ａｐ
ｐｒｏｘｉｍａｔｅｌｙ ａｓ ｔｏ ｅｑｕａｔｅ ｔｈｅ ｐｒｏｂｅ ｒａｄｉｕｓ． Ｔｈｅｎ ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｔｈｅ ＣｕＣｒ ａｌｌｏｙ
ｃｏｕｌｄ ｂｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｆｒｏｍ ｅｑｕａｔｉｏｎ（3），ｉｎ ｗｈｉｃｈ Ｃ ｗａｓ ｓｕｐｐｏｓｅｄ ｔｏ ｒｅｍａｉｎ ｔｈｅ
ｓａｍｅ ｖａｌｕｅ ｏｆ ｐｕｒｅ ｃｏｐｐｅｒ．

Ｔｈｅ ｓｉｎｇｌｅ ｃｒｙｓｔａｌｓ ｏｆ ｔｈｅ Ｃｕ 0． 1 ａｔｍ． % Cr ａｌｌｏｙ ｗｅｒｅ ｅｘｔｒａｃｔｅｄ ｆｒｏｍ ｔｈｅ
ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌｌｙ ｓｏｌｉｄｉｆｉｅｄ Ｃｕ 0． 1 ａｔｍ． % Cr ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｐｒｅｐａｒｅｄ ｂｙ ｔｈｅ Ｂｒｉｄｇｍａｎ
ｍｅｔｈｏｄ，ｗｈｅｒｅ ｔｈｅ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｇｒａｄｉｅｎｔ ｉｓ 60℃ ／ ｃｍ ａｎｄ ｔｈｅ ｇｒｏｗｔｈ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ｉｓ
3． 2 ｍｍ ／ ｍｉｎ． Ｂｅｆｏｒｅ ｍｅａｓｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ，ｔｈｅ ｓａｍｐｌｅｓ ｗｅｒｅ ａｎｎｅａｌｅｄ ｉｎ
ｔｈｅ ｔｕｂｅｔｙｐｅ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｆｕｒｎａｃｅ ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ａｒｇｏｎ ａｔｍｏｓｐｈｅｒｉｃ ｐｒｏｔｅｃｔｉｏｎ ａｔ 350℃
ｆｏｒ 1 ｈｏｕｒ． Ｔｈｅ ｓｐｒｅａｄｉｎｇ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ Ｒｓ ｗａｓ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｔｗｏｐｒｏｂｅ ｍｅｔｈｏｄ
ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ ａｌｏｎｇ ｔｈｅ ｌｏｎｇｉｔｕｄｉｎａｌ，ｔｒａｎｓｖｅｒｓｅ ａｎｄ 45° ｏｒｉｅｎｔａｔｉｏｎｓ ｃｏｍｐａｒｅｄ ｔｏ
ｔｈｅ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ，ｗｈｏｓｅ ｍｅａｓｕｒｉｎｇ ｄｉｓｔａｎｃｅ ｉｓ 10 μｍ，ａｎｄ ｔｈｅ ｐｒｏｂｅ
ｐｒｅｓｓｕｒｅ ｉｓ 10 ｇ． Ａｓ ａ ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ，ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｏｆ ｎｏｎａｎｎｅａｌｅｄ Ｃｕ 0． 1 ａｔｍ．
% Cr ｓｉｎｇｌｅ ｃｒｙｓｔａｌ ｗａｓ ａｌｓｏ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ． Ａｆｔｅｒ ａｌｌ，ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｉｅｓ ｏｆ ｔｈｅｓｅ ｓａｍ
ｐｌｅｓ，ρ，ｗｅｒｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｆｒｏｍ Ｒｓ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｍｅｔｈｏｄ ａｓ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ ａｂｏｖｅ．

Ｒｅｓｕｌｔｓ ａｎｄ Ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ

Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ Ｒｅｓｕｌｔｓ

Ｔｈｅ ｅｌｅｃｔｒｉｃ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｉｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｓｉｎｇｌｅ ｃｒｙｓｔａｌ ｏｆ Ｃｕ0． 1 ａｔｍ． % Cr ａｌｌｏｙ ｉｎ
ｔｈｅ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ｏｆ ａｎｎｅａｌｉｎｇ ａｎｄ ｎｏｎａｎｎｅａｌｉｎｇ ａｒｅ ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｄ ｉｎ Ｆｉｇ． 2 ａｎｄ Ｆｉｇ． 3．
Ｆｒｏｍ Ｆｉｇ． 2，ｉｔ ｃａｎ ｂｅ ｓｅｅｎ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ａｌｏｎｇ ｔｈｅ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｉｓ
ｇｒｅａｔｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｐｅｒｐｅｎｄｉｃｕｌａｒ ｔｏ ｔｈｉｓ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ． Ｉｎ ｏｔｈｅｒ ｗｏｒｄｓ，ｔｈｅ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ
ｉｓ ｏｆ ｒｅｖｅｒｓｅｄ ａｎｉｓｏｔｒｏｐｙ，ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｃｏｎｔｒａｒｙ ｔｏ ｔｈａｔ ｏｆ ｔｈｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌｌｙ ｓｏｌｉｄｉｆｉｅｄ
ｅｕｔｅｃｔｉｃ ｍａｔｅｒｉａｌｓ［6］． Ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｉｎ 45° ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ
ｔｒａｎｓｉｔｉｏｎ ｉｎ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｌｏｎｇｉｔｕｄｉｎａｌ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｔｏ ｔｈｅ ｔｒａｎｓｖｅｒｓｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ
ｉｓ ｎｏｔ ｌｉｎｅａｒ． Ｍｏｒｅｏｖｅｒ，ｔｈｅ ｄｅｇｒｅｅ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ａｎｉｓｏｔｒｏｐｙ ｉｓ ｉｎｃｒｅａｓｅｄ
ｂｙ ｔｈｅ ａｎｎｅａｌｉｎｇ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ａｔ 350℃ ｆｏｒ 1 ｈｏｕｒ ｗｈｅｎ ｃｏｍｐａｒｉｎｇ Ｆｉｇ． 2 ｗｉｔｈ Ｆｉｇ．
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Ｆｉｇ． 2 Ｓｐｒｅａｄｉｎｇ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ａｎｎｅａｌｅｄ Ｃｕ 0． 1 ａｔｍ． % Cr ｓｉｎｇｌｅ ｃｒｙｓｔａｌ

Ｆｉｇ． 3 Ｓｐｒｅａｄｉｎｇ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｎｏｎａｎｎｅａｌｅｄ Ｃｕ 0． 1 ａｔｍ． % Cr ｓｉｎｇｌｅ ｃｒｙｓｔａｌ

Ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ

Ｆｒｏｍ ｔｈｅ Ｂｌｏｃｈ ｍｏｄｅｌ ａｂｏｕｔ ｔｈｅ ｅｌｅｃｔｒｏｎ ｍｏｖｅｍｅｎｔ ｉｎ ｓｏｌｉｄ，ｔｈｅ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖ
ｉｔｙ ｃａｎ ｂｅ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔｅｄ ａｓ［7］

σ
ij

= e2∫
（εF）

（τ v
i
v

j
ρ（ε））εF

ds （4）

Ｈｅｒｅ，σｉｊ ｉｓ ｔｈｅ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｔｅｎｓｏｒ，εＦ ｉｓ ｔｈｅ Ｆｅｒｍｉ ｅｎｅｒｇｙ，τ ｉｓ ｔｈｅ ｒｅ
ｌａｘａｔｉｏｎ ｔｉｍｅ，ρ（ε） ｉｓ ｔｈｅ ｄｅｎｓｉｔｙ ｏｆ ｅｌｅｃｔｒｏｎ ｅｎｅｒｇｙ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ，ｄｓ ｉｓ
ｔｈｅ ｉｎｔｅｇｒａｌ ｕｎｉｔ ｏｎ Ｆｅｒｍｉ ｆａｃｅ． Ｓｅｅｎ ｆｒｏｍ ｅｑｕａｔｉｏｎ（4），ｉｔ ｉｓ ｔｈｅ ａｎｉｓｏｔ
ｒｏｐｙ ｏｆ ｅｌｅｃｔｒｏｎ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ａｔ ｔｈｅ Ｆｅｒｍｉ ｆａｃｅ ｔｈａｔ ｃａｕｓｅｓ ｔｈｅ ａｎｉｓｏｔｒｏｐｙ ｏｆ
ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ． Ｏｆ ｃｏｕｒｓｅ，ｔｈｅ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ａｎｉｓｏｔｒｏｐｙ ｄｏｅｓ ｎｏｔ ｉｍｐｌｙ ａ ｄｉｒｅｃ
ｔｉｏｎ ｄｅｐｅｎｄｅｎｃｅ ｏｆ ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ｉｎ ｒｅａｌ ｓｐａｃｅ． Ｔｈｉｓ ｉｓ ｂｅｃａｕｓｅ ｏｆ ｔｈｅ ｒｅ
ｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ ｆｒｏｍ ａｎ ａｖｅｒａｇｅ ｏｖｅｒ ａｌｌ ｓｃａｔｔｅｒｉｎｇ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎｓ，
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ｗｈｉｃｈ，ｆｏｒ ｅｘａｍｐｌｅ，ｗｉｌｌ ｔｈｕｓ ｂｅ ｉｓｏｔｒｏｐｉｃ ｉｎ ａ ｃｕｂｉｃ ｓｙｓｔｅｍ ｉｎ ｒｅａｌ
ｓｐａｃｅ． Ｄｅｓｐｉｔｅ ｔｈａｔ， ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ａｎｉｓｏｔｒｏｐｙ ｉｎ ｒｅａｌ ｓｐａｃｅ ｃｏｕｌｄ ｂｅ
ｓｈｏｗｎ ｆｏｒ ｔｈｅ ｈｉｇｈｌｙ ｐｅｒｆｅｃｔ ａｎｄ ａｎｉｓｏｔｒｏｐｉｃ ｃｒｙｓｔａｌ［7］，ｅｓｐｅｃｉａｌｌｙ ｗｈｅｎ
ｍｅａｓｕｒｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｓｐｒｅａｄｉｎｇ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｍｅｔｈｏｄ ｗｈｉｃｈ ｈａｓ ａ ｈｉｇｈ ｓｐａｔｉａｌ ｒｅｓ
ｏｌｕｔｉｏｎ．

Ａｓ ｗｅ ｋｎｏｗ， ｔｈｅ ｃｏｐｐｅｒ ｃｒｙｓｔａｌ ｉｓ ａ ｆｃｃ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ． Ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ
ｇｒｏｗｔｈ ｐｒｏｃｅｓｓ ｏｆ ｔｈｅ ｓｉｎｇｌｅ ｃｒｙｓｔａｌ，ｔｈｅ ｃｒｙｓｔａｌ ｆａｃｅ ｎｅａｒ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ
ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｃｌｏｓｅｐａｃｋｅｄ ｓｏ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｉｓ ｔｈｅ ｌｏｗｅｓｔ ａｎｄ
ｔｈｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｃａｎ ｂｅ ｍａｉｎｔａｉｎｅｄ ｓｔａｂｌｅ． Ｓｏ ｔｈｅ ｆａｃｅ ｐｅｒｐｅｎｄｉｃｕｌａｒ ｔｏ ｔｈｅ
ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｉｓ ｔｈｅ ｃｌｏｓｅｐａｃｋｅｄ ｆａｃｅ（111）． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ，ａｎ ａｎｉ
ｓｏｔｒｏｐｉｃ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｉｓ ｆｏｒｍｅｄ ｗｉｔｈ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃ ｏｆ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｃｒｙｓｔａｌ ｆａｃｅ ｐｅｒ
ｐｅｎｄｉｃｕｌａｒ ｔｏ ｔｈｅ ｇｒｏｗｔｈ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｉｓ ｃｌｏｓｅｐａｃｋｅｄ． Ａ ｆｅｗ Ｃｒ ａｔｏｍｓ ｌｅｓｓ
ｔｈａｎ 1 atm. % ａｒｅ ｇｅｎｅｒａｌｌｙ ｔｈｏｕｇｈｔ ｔｏ ｆｏｒｍ ａ ｄｉｌｕｔｅ ｒｅｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｓｏｌｉｄ ｓｏ
ｌｕｔｉｏｎ ｓｏ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｏｒｉｇｉｎａｌ ａｎｉｓｏｔｒｏｐｉｃ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃ ｉｓ ｒｅｍａｉｎｅｄ． Ｂｅｃａｕｓｅ
ｏｆ ｔｈｅ ｓｃａｔｔｅｒｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｍｏｒｅ ｉｏｎｉｃ ｂｏｄｉｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｐｐｅｒ ａｎｄ ｃｈｒｏｍｉｕｍ
ａｔｏｍｓ，ｔｈｅ ｆｒｅｅ ｅｌｅｃｔｒｏｎｓ ｍｏｖｉｎｇ ａｌｏｎｇ ｔｈｅ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｗｉｌｌ ｂｅ
ｓｃａｔｔｅｒｅｄ ｍｕｃｈ ｍｏｒｅ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ａｌｏｎｇ ｏｔｈｅｒ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎｓ． Ｓｏ，ｉｔ ｉｓ ｎｏｔ ｄｉｆｆｉ
ｃｕｌｔ ｔｏ ｕｎｄｅｒｓｔａｎｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ａｌｏｎｇ ｔｈｅ ｌｏｎｇｉｔｕｄｉｎａｌ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｉｓ
ｇｒｅａｔｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ａｌｏｎｇ ｔｈｅ ｔｒａｎｓｖｅｒｓｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ， ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｓｈｏｗｎ ａｓ
Ｆｉｇ． 2 ． Ｉｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ， ｔｈｅ ａｎｉｓｏｔｒｏｐｙ ｉｎ ｃｒｙｓｔａｌ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ａｌｓｏ ｃａｕｓｅｓ ｔｈｅ
ｎｏｎｌｉｎｅａｒ ｔｒａｎｓｉｔｉｏｎ ｉｎ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｆｒｏｍ ｌｏｎｇｉｔｕｄｉｎａｌ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｔｏ ｔｒａｎｓ
ｖｅｒｓｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ．

Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ｔｈｅ ｉｎｃｏｒｐｏｒａｔｉｏｎ ｏｆ Ｃｒ ｓｏｌｕｔｅ ｉｎ Ｃｕ ｍａｔｒｉｘ ｗｉｌｌ ｒｅｓｕｌｔ ｉｎ
ａ ｌａｒｇｅ ｎｕｍｂｅｒ ｏｆ ｃｒｙｓｔａｌ ｄｅｆｅｃｔｓ． Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｅｎｔｒｏｐｙ ｐｒｉｎｃｉｐｌｅ，
ｔｈｅｓｅ ｄｅｆｅｃｔｓ ｃａｕｓｅｄ ｂｙ ｓｏｌｕｔｅ ａｔｏｍｓ ｔｅｎｄ ｔｏ ｗｅｌｌｄｉｓｔｒｉｂｕｔｅ ｉｎ ｔｈｅ ｃｏｐｐｅｒ ｍａｔｒｉｘ，
ｗｈｉｃｈ ｗｉｌｌ ｃｏｎｃｅａｌ ｔｈｅ ａｎｉｓｏｔｒｏｐｙ ｏｆ ｅｌｅｃｔｒｉｃａｌ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｔｏ ａ ｃｅｒｔａｉｎ ｅｘｔｅｎｔ．
Ｉｎ ｔｈｅ ｃａｓｅ ｏｆ ａｎｎｅａｌｉｎｇ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ，ｔｈｅ ｃｒｙｓｔａｌ ｄｅｆｅｃｔｓ ａｒｅ ｄｅｌｅｔｅｄ ｉｎ ｓｏｍｅ ｄｅ
ｇｒｅｅ，ａｎｄ ｔｈｅ ｏｒｉｇｉｎａｌ ａｎｉｓｏｔｒｏｐｙ ｏｆ ｃｏｐｐｅｒ ｓｉｎｇｌｅ ｃｒｙｓｔａｌ ｉｓ ｒｅｖｅａｌｅｄ． Ｓｏ，ｔｈｅ
ａｎｉｓｏｔｒｏｐｙ ｏｆ ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ ｏｒ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｉｓ ｉｎｃｒｅａｓｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ａｎｎｅａｌｉｎｇ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ａｔ
350℃ ｆｏｒ 1 ｈｏｕｒ．
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Ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎ

Ａｎ ａｎｉｓｏｔｒｏｐｙ ｃｏｎｔｒａｒｙ ｔｏ ｔｈａｔ ｏｆ ｔｈｅ ｅｕｔｅｃｔｉｃ ｃｏｍｐｏｓｉｔｅｓ ｂｙ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎａｌ ｓｏ
ｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｉｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ ｔｈｅ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｓｉｎｇｌｅ ｃｒｙｓｔａｌ ｔｈｅ Ｃｕ0． 1 ａｔｍ． % Cr

ａｌｌｏｙ，ｉ． ｅ．，ｔｈｅ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ａｌｏｎｇ ｔｈｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｐｅｒｐｅｎｄｉｃｕｌａｒ ｔｏ ｇｒｏｗｔｈ ｄｉｒｅｃ
ｔｉｏｎ ｉｓ ｇｒｅａｔｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ａｌｏｎｇ ｔｈｅ ｐａｒａｌｌｅｌ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ，ａｎｄ ｔｈｅ ｓｐｒｅａｄｉｎｇ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ
ｍｅａｓｕｒｅｄ ｉｎ ｔｈｅ 45° ｏｒｉｅｎｔａｔｉｏｎ ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｔｒａｎｓｉｔｉｏｎ ｉｎ ｃｏｎｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｆｒｏｍ
ｔｈｅ ｌｏｎｇｉｔｕｄｉｎａｌ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｔｏ ｔｈｅ ｔｒａｎｓｖｅｒｓｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｉｓ ｎｏｔ ｌｉｎｅａｒ． Ｍｏｒｅｏｖｅｒ，ｔｈｅ
ａｎｉｓｏｔｒｏｐｉｃ ｄｅｇｒｅｅ ｉｓ ｉｎｃｒｅａｓｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｈｅａｔ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ａｔ 350℃ ｆｏｒ 1 ｈｏｕｒ． Ｔｈｅｓｅ
ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｒｅｌａｔｅ ｃｌｏｓｅｌｙ ｔｏ ｔｈｅ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ ｏｆ ｔｈｅ ｓｉｎｇｌｅ ｃｒｙｓｔａｌ ａｎｄ
ｔｈｕｓ ｔｏ ｔｈｅ ｃｒｙｓｔａｌ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ．

Ａｃｋｎｏｗｌｅｄｇｅｍｅｎｔｓ

Ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｍｅａｓｕｒｉｎｇ ｗｏｒｋ ｗａｓ ｃａｒｒｉｅｄ ｏｕｔ ｉｎ ｔｈｅ Ｓｈａｎｇｈａｉ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ ｏｆ
Ｍｅｔａｌｌｕｒｇｙ，ａｎｄ ｔｈｅ ａｕｔｈｏｒｓ ｗｏｕｌｄ ｌｉｋｅ ｔｏ ｅｘｐｒｅｓｓ ｔｈｅｉｒ ｔｈａｎｋｓ ｔｏ Ｍｓ Ｃｈｅｎ Ｌｉｚ
ｈｉ，Ｏｐｅｒａｔｏｒ ｉｎ ｔｈｅ ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ．

Ｒｅｆｅｒｅｎｃｅｓ

［1 ］ ＨＵ Ｈａｎｑｉ，Ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ Ｐｒｉｎｃｉｐｌｅｓ ｏｆ Ｍｅｔａｌｓ，Ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ Ｉｎｄｕｓｔｒｙ Ｐｒｅｓｓ，Ｂｅｉｊｉｎｇ，Ｐ．
Ｒ． Ｃｈｉｎａ，1991

［2 ］ ＷＥＮ Ｓｈｕｓｅｎ，Ｉｎｔｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｔｏ Ｍｏｄｅｒｎ Ｆｕｎｃｔｉｏｎａｌ Ｍａｔｅｒｉａｌｓ，Ｓｃｉｅｎｃｅ Ｐｒｅｓｓ，1983

［3 ］ Ｍａｚｕｒ Ｒ Ｇ，Ｄｉｃｋｅｙ Ｄ Ｈ，Ｊ Ｅｌｅｉｔｉｏｃｈｅｍ Ｓｏｃ，1966，113：255

［4 ］ Ｓｃｈｕｍａｎｎ Ｐ Ａ，Ｇａｒｄｎｅｒ Ｅ Ｅ，Ｊ Ｅｌｅｉｔｉｏｃｈｅｍ Ｓｏｃ，1969，116：87

［5 ］ Ｍａｚｕｒ Ｒ Ｇ，Ｇｒｕｂｅｒ Ｇ Ａ，ＳｏｌｉｄＳｔａｔｅ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ，1981，24：64

［6 ］ ＷＡＮＧ Ｙｕａｎｗｅｉ，ＸＩＡＯ Ｙｉｒｏｎｇ，Ｃｈｉｎ Ｆｕｎｃｔｉｏｎａｌ Ｍａｔｅｒ 1995，3：220

［7 ］ ＣＡＩ Ｂｏｘｕｎ，Ｆｏｕｎｄａｔｉｏｎ ｏｆ Ｓｏｌｉｄ Ｐｈｙｓｉｃｓ． Ｈｉｇｈ Ｅｄｕｃａｔｉｏｎ Ｐｒｅｓｓ，Ｂｅｉｊｉｎｇ，1990
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钢包精炼渣成分的最优化
?

摘要 本文用正交设计方法对用于钢包精炼的 CaO -SiO2 -Al2 O3 -MgO -

CaF2 渣系成分进行优化，试验表明影响炉渣泡沫稳定性能的因素依次为碱

度，CaF2，Al2 O3 和 MgO的含量，最佳的精炼渣组成为：CaO 39. 3%，SiO2

19. 7%，Al2 O3 25%，MgO 6%，CaF2 10%（B = 2）.

0 引言

随着连铸的发展和对高品质钢材需求的增加，二次精炼过程变得越来越

重要，钢包炉作为一种重要的炉外精炼设备在生产中得到广泛的应用，使生

产成本降低和钢水质量大幅度提高，但同时也有钢包炉耐火材料消耗量过高

的问题，有时甚至可占总运行成本的一半以上
［1］，如何提高炉寿命，成为生产

中广为关注的问题.

以往在耐火材料成分优化和钢包炉结构设计上已取得了不少进展，但由

于钢包炉耐火材料实际上在近极限状态下工作，故改善钢包炉运行条件的途

径是提高耐火材料的使用寿命.

人们注意到电炉采用泡沫渣埋弧操作可使耐火材料损耗大大降低，

于是试图在钢包炉中引入泡沫渣操作，但钢包炉采用还原性渣，不具备

稳定的气源条件，要造泡沫渣则须引入气体源. 德国 Krupp 公司采用在初

炼时残留一部分碳，使之在钢包中生成 CO 气体，形成泡沫渣包裹电

极
［2］；德国 SKW公司在 Trostberg厂进行了用二酰氨石灰造泡沫渣的试

验
［3］；张鉴等人

［4］
将钢包渣分为精炼渣和发泡渣两部分，其中由氯化盐

 本文合作者：郑庆、张晓兵、蒋国昌. 原发表于《上海大学学报》（自然科学报），3（增
刊），161 ～ 164（1997）
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和碳酸盐组成的发泡渣在精炼时分批加入，利用其分解所产生的气体形

成泡沫渣. 在钢包炉中实现泡沫渣埋弧操作后，渣线寿命有明显的

提高
［5］.

以上所列方法，均未在延长气体在渣中的停滞时间方面作研究，钢包炉

要达到高效经济运行的目的，须了解渣 金 耐材三者的关系，尤其是精炼渣

的成分对于钢水质量和耐材消耗有重要作用，为了形成稳定的泡沫渣，精炼

渣除满足常见的冶金条件外，还应具备较好的储存气泡的能力，即气泡在渣

中的稳定性高.本文正是从这一角度来进行研究的.

1 优化范围的确定

过去，对精炼渣所作的优化只考虑以下性能：（1）隔热；（2）防止钢水

氧化；（3）吸附杂质；（4）脱硫；（5）对炉衬的侵蚀力较低.本研究将以此为

边界条件对目前常用的 CaO -SiO2 -Al2 O3 -MgO -CaF2 系精炼渣的泡沫性能作

优化.优化的边界条件如表 1.

表 1 优化的边界条件

序 号 因 素 范 围 参 考 文 献

1 B = CaO/SiO2 2. 0 ≤ B ≤ 3. 0 ［6，7］

2 Al2 O3 wt % Al2 O3≤10 或 20≤Al2 O3≤30 ［7，8］

3 MgO wt % 6≤MgO≤12 ［7，9］

4 CaF2 wt % CaF2≤10 ［7，10］

图 1 试验装置示意图

2 试验方法

有关熔渣泡沫性能的试验，以

往采用向熔渣中吹气来模拟泡沫渣

的形成
［11］，用最大高度 H和泡沫指

数 Σ衡量泡沫稳定性（后者表征气
体在渣中的平均停留时间）.本文采

用向高温液态渣中喷吹 CaCO3 的方

法，试验在管式钼硅炉中进行，X TV在线观察并录像，试验装置如图 1 所



６２４　　

徐

匡
迪

●文
选—

—
—

钢
铁
冶
金
卷
︵
Ｂ
︶

示. CaCO3 由气动控制自动喷吹，其粒度为 400 目，质量为 1 g（化学纯），石墨

坩埚内径为30 mm，高80 mm，所有合成渣都经预熔，单个渣样重 50 g，试验温

度为 1 550� ± 2� ，并采用氩气保护.

3 试验方案及优化结果

本试验采取正交试验的方法，需要优化的参数为碱度 B，Al2 O3，MgO，

CaF2 共四个因素，为了保证试验优化结果的可靠性，各因素取四个水平，不

考虑因素之间的相互作用，所以，可用 L16（45）正交表，测定的指标为 H和 Σ.

安排试验时作随机化处理以减少偶然误差.试验的方案及结果如表 2.为同

其他结果（11）相比较，取泡沫指数 Σ作为主因素作分析，表 3 为 Kij，Rsj及有

关数据，其中 Kij为第 j列中 i 水平的试验指标之和，Rsj为第 j列中各 ki 的极

差.

表 2 试验方案及结果

试验号 B（CaO/SiO） Al2 O3 MgO CaF2 H（mm） Σ（s）

1 2. 0 5 6 4 25 19. 2

2 2. 0 10 8 6 32 21. 5

3 2. 0 20 10 8 45 26. 0

4 2. 0 25 12 10 42 24. 5

5 2. 5 5 8 8 32 21. 0

6 2. 5 10 6 10 38 22. 1

7 2. 5 20 12 4 35 21. 7

8 2. 5 25 10 6 40 24. 0

9 3. 0 5 10 10 30 20. 8

10 3. 0 10 12 8 32 20. 7

11 3. 0 20 6 6 25 19. 0

12 3. 0 25 8 4 22 18. 5

13 3. 5 5 12 6 15 16. 7

14 3. 5 10 10 4 10 15. 7

15 3. 5 20 8 8 20 17. 0

16 3. 5 25 6 10 30 20. 5
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表 3 试验数据分析结果

K1j K2j K3j K4j Rsj K2
1j K2

2j K2
3j K2

4j 
4

j = 1

K2
1j

91. 2 88. 8 79. 0 69. 9 21. 3 8 317. 44 7 885. 44 6 241. 00 4 886. 01 27 329. 88

77. 7 80. 0 83. 7 87. 5 9. 8 6 037. 29 6 400. 00 7 005. 69 7 656. 25 27 099. 23

80. 8 78. 0 86. 5 83. 6 8. 5 6 528. 64 6 084. 00 7 482. 25 6 988. 96 27 083. 85

75. 1 81. 2 84. 7 87. 9 12. 8 5 640. 01 6 593. 44 7 174. 09 7 726. 41 27 133. 95

离差平方总和 QT = 
4

j = 1

Qj + QE，其中 QT，Qj，QE 可按下列各式计算：

QT = 
n

k = 1

（xk - x）2 = 
n

k = 1

x2

k
-

1
n 

n

k = 1

xk

2
，

Qj =
1
4 

4

i = 1

K2
ij -

1
16 

16

k = 1

xk

2
（j = 1，2，3，4），

QE = QT - 
4

j = 1

Qj，


16

k = 1

xk = 328. 9，
16

k = 1

xk

2
= 108 175. 21，

QT = 6 882. 48 - 108 175. 21 /16 = 121. 53，

Q1 = 27 329. 88 /4 - 108 175. 21 /16 = 71. 52，

Q2 = 13. 86，Q3 = 10. 01，Q4 = 22. 53，

QE = QT - Q1 - Q2 - Q3 - Q4 = 3. 61.

上述结果表明，影响泡沫指数的因素中，碱度最为显著，以下依次为

CaF2 含量和 MgO含量.从 Kij的排列来看，随着碱度的增大，Kij减小，而 CaF2

和 Al2 O3 的影响则相反，其中 CaF2 的影响较 Al2 O3 要大，而 MgO含量改变对

Σ的影响不明显.

从以上分析可知，在所确定的优化范围内，为了获得最稳定的泡沫渣，碱

度应取 2. 0，并且渣的最佳成分为 CaO 39. 3%，SiO2 19. 7%，Al2O3 25%，CaF2

10%，MgO 6% .



６２６　　

徐

匡
迪

●文
选—

—
—

钢
铁
冶
金
卷
︵
Ｂ
︶

4 结论

用于钢包精炼的 CaO -SiO2 -Al2 O3 -MgO -CaF2 五元系熔渣的泡沫稳定性

与其成分有关，其影响因素依次为碱度和 CaF2，Al2 O3，MgO的含量，而最佳

的精炼渣成分为：CaO39. 3%，SiO2 19. 7%，Al2 O3 25%，MgO6%，CaF2 10%

（B = 2. 0）.
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ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ａｎｄ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ａｎａｌｙｓｉｓ． Ｆａｃｔｏｒｓ ｉｎｆｌｕｅｎｃｉｎｇ ｔｈｅ ｓｔａｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ｆｏａｍｙ
ｓｌａｇ ｈａｖｅ ａ ｄｅｓｃｅｎｄｉｎｇ ｏｒｄｅｒ ｏｆ ｔｈｅ ｂａｓｉｃｉｔｙ，ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｏｆ ＣａＦ2，Ａｌ2Ｏ3

ａｎｄ ＭｇＯ ａｎｄ ｔｈｅ ｏｐｔｉｍｕｍ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｉｓ ＣａＯ 39. 3%，ＳｉＯ2 19. 7%，Al2 O3

25%，MgO 6%，CaF2 10%（B = 2）.



６２８　　

徐

匡
迪

●文
选—

—
—

钢
铁
冶
金
卷
︵
Ｂ
︶

高阶亚正规溶液模型及其在

ＭｎＯＳｉＯ2 Ａｌ2 Ｏ3 ＣａＯ
炉渣中组元活度的计算

?

摘要 本文介绍了用于计算四元均相系中组元活度的 SELF-SReM4 高

阶亚正规溶液模型.模型由一组参数表示，根据精选的“边界条件”，可由二

元系、三元系、四元系逐渐展开拟合出该组参数.用该模型计算了 MnO-SiO2 -

Al2 O3 -CaO四元系，包括四个三元子系中各组元的活度. SiO2 -Al2 O3 -CaO三

元系的 SiO2 活度计算值与实验值和其他计算结果较一致；MnO-SiO2 -CaO三

元系计算结果与渣金属平衡试验结果较一致.

1 前言

活度作为冶金熔体热力学研究的核心课题之一，其重要性是显而易

见的. 就热力学而言（不涉及物质结构），活度理论已很成熟，但活度的应

用依然不很普及，原因之一是缺少必要的活度数据库. MnO-SiO2 -Al2 O3 -

CaO四元系是锰铁和硅锰铁合金的主要渣系，也是常用脱氧产物的基本

组成. 该渣系活度的研究对传统铁合金冶炼工艺的优化、脱氧夹杂物的

控制有重要意义. 完成这些工作，必须拥有组元活度以及它们随温度变

化的系统的数据库. 遗憾的是现在还没有这样的数据库. 当然，可通过实

验的方法测定体系中各组元的活度以建立这样的活度数据库. 而要完成

一个多元系中系统的活度数据测定，要花费大量的时间和经费. 另外多

元炉渣的实验误差也是相当大的. 更何况有些过程的热力学参数目前用

实验无法测定. 因此，用计算方法确定多元炉渣体系中组元的活度无疑

 本文合作者：张晓兵、蒋国昌.原发表于《金属学报》，33（10），1 ～ 10（1997）
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是一比较现实的方法.

Masson 的聚合理论虽能较好地描述硅酸盐炉渣的结构［1］，但因其解

析较困难，以致在冶金炉渣中无法使用. 万谷志郎用正规模型研究了一

些炼钢炉渣
［2］，利用大量试验数据拟合出许多阳离子间的相互作用能.

Pellton等在拟化学近似模型基础上［3，4］，引入温度和浓度对不同二原子

间作用能的影响，计算了一些复杂渣系. Gaye 在统计热力学基础上，以

（i-O-j）微结构元描述炉渣［5，6］，设两配位的氧离子和四配位的硅离子分

别分布在两个互相交错的亚晶格上. 对有配位数变化的酸性氧化物，用

“阳离子团”处理；而对有变阶元素的氧化物，则引入离子分数与氧位的

关系. Hillert的双亚点阵模型用理想混合的阳离子亚点阵和阴离子亚点

阵来描述硅酸盐炉渣
［7］. 当 SiO2 浓度较高时，则用中性的 SiO2 分子作电

荷平衡. 与金属熔体相比，炉渣中组元活度的计算要困难得多. 这不仅是

由于对炉渣结构认识较浅，还在于高温炉渣的试验比较困难. 目前，热力

学参数模型的研究比较活跃，其中 Pellton［4］
和 Gaye［6］

模型的应用比较成

功. 但它们在计算多元系时，与正规溶液相同，只利用了二元系的参数.

虽然给多元系计算带来方便，但由于缺少多元系内部的信息，会造成一

定误差.

本文作者曾介绍用解析法计算 C-Fe-X（X = Si，Mn，Cr，Ni）三元金属

熔体中组元活度的方法
［8］，最近又建立了 SELF-SReM4 模型（SELF是上海市

钢铁冶金重点实验室的缩写；SReM4 表示用于四元系熔体的亚正规溶液模

型），用它计算 C-Mn-Fe-Si，C-Fe-Cr-Ni 和 C-Fe-Cr-P 四元金属熔体组元活

度
［9］.该模型在热力学基础上，导出用一组参数计算四元系液相区中各组元

的活度的高阶亚正规溶液模型，并利用一些精选实验数据拟合出该组参数.

由于该模型对多元系各组元并未作溶剂或溶质的区分，所以它既可用于合金

体系（包括非铁基多元高浓度合金），也能用于炉渣. 本文将介绍 SELF-

SReM4 模型及其在 MnO-SiO2 -Al2 O3 -CaO四元渣系中组元活度计算方面的应

用.

2 SELF-SReM4 模型

SELF-SReM4 模型是一种高阶亚正规溶液模型，四元系中各组元的过剩

偏摩尔自由能和体系的过剩自由能由下式计算
［9］：
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Gex

1
= ∑

j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklY
jZkTl （1）

Gex

2
= - ∑

j'

2

Aj00 /（1 - j）+ ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklY
jZkTl｛1

+［（j - k）/Y（1 - j）］｝ （2）

Gex

3
= - ∑

j'

2
∑

k'

0

Ajk0 /（1 - j）+ ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklY
jZkTl

｛1 +［（j - k）/Y（1 - j）］+［（k - l）/YZ（1 - j）］｝ （3）

Gex

4
= - ∑

j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

Ajkl /（1 - j）- ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklYjZkTl

｛1 +［（j - k）/Y（1 - j）］+［（k - l）/YZ（1 - j）］

+［1 /YZT（1 - j）］｝ （4）

Gex = - ∑
j'

2

Aj00 Y/（1 - j）- ∑
l'

2
∑

k'

1

Ajk0 YZ /（1 - j）

- ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklYZT/（1 - j）

+ ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklY
jZkTl /（1 - j） （5）

以上 1、2、3、4 分别表示四元系中各组元，其摩尔浓度 Xi 用 Y、Z、T变量替

代：Y = 1 - X1，Z = 1 -（X2 /Y）和 T = 1 -（X3 /YZ）.

可见，四元系中各组元的过剩偏摩尔自由能和体系的过剩自由能由同一

组 A参数表示.由于四元系 A参数与二元系 α参数及三元系 β参数存在如下
的关系，所以 A参数可由边界条件自二元系→三元系→四元系逐步拟合得
到.

（α
j
）

12
= A

j00
（α

k
）23 = ∑

j'

2

Ajk0（1 - k）/（1 - j）

（α
j
）

13
=∑

k'

0

Ajk0 （α
k
）

24
=∑

j'

2
∑

l'

0

Ajkl（1 - k）/（1 - j）
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（α
j
）

14
=∑

k'

0
∑

l'

0

Ajkl （α
l
）

34
=∑

j'

2
∑

k'

1

Ajkl（1 - l）/（1 - j）

（β
jk
）

123
= Ajk0 （βjk）124

=∑
l'

0

Ajkl

（β
jl
）

134
=∑

k'

0

Ajkl （β
kl
）

234
=∑

k'

2

Ajkl（1 - k）/（1 - j）

此外，三元系的各参数之间还存在以下制约关系，因此可以用这些关系

作为精选和验证边界条件的依据.

（β
j0
）

134
= ∑

k'

（β
jk
）

123
（2 ≤ j ≤ j'）

∑
l'

1

（β
jl
）

134
= ∑

k'

1

［（β
jk
）

124
-（β

jk
）

123
］ （2 ≤ j ≤ j'）

∑
l'

1

（β
kl
）

234
/（1 - k） = ∑

j'

2

［（β
jk
）

124
-（β

jk
）］/（1 - j）（2 ≤ k ≤ k'）

（β
k0
）

234
/（1 - k） = ∑

j'

2

（β
jk
）

123
/（1 - j） （2 ≤ k ≤ k'）

3 MnO-SiO2-Al2O3-CaO四元系的解析

本文 j'，k'，l' ≤ 4；i = 1，2，3，4，分别代表组元 MnO、SiO2、Al2 O3、

CaO.模型中其他组元活度的标准态取为纯液态.各活度计算式为

α
i

= Xiexp｛［Gex

i
- ΔG0

i
］/RT｝ （6）

式中 ΔG0

i
是 i组元液固态相变过程的自由能变化，由文献［10］给出.

SELF-SReM4 模型中的 A参数应是温度的函数，在拟合该参数时，需

要不同温度下的边界条件. 但是，由于缺少这些数据，本文只得按正规溶

液的方法对温度作近似处理. 假定 G
ex

i
与温度无关，即 RT1 ln γ

i
' = RT2 ln γ

"

i
.

利用一些精选实验数据，A参数的拟合自二元系、三元系、四元系逐渐展

开.表 1 为 MnO-SiO2 -Al2 O3 -CaO系炉渣中拟合时所使用的边界条件及获得

的各参数.可见大部分 A参数已由二元系、三元系得到，其余的参数由四元系
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本体的 MnO的活度数据得到，见式（7）～（10）.

表 1 ＭｎＯＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ系中边界条件和解析的参数
Ｔａｂｌｅ 1 Ｔｈｅ ｂｏｕｎｄａｒｙ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ａｎｄ ｅｖａｌｕａｔｅｄ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｉｎ ＭｎＯＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ

Boundary Information Parameter Ref.

MnO-SiO2 αMnO
（1 923 K） （αj

）
12 ［11］

MnO-Al2 O3 αMnO
（1 923 K） （αj

）
13 ［12］

SiO2 -Al2 O3
αAl2O3
（1 923 K） （αk

）
23 ［13］

SiO2 -CaO αSiO2
（1 873 K） （αk

）
24 ［14］

Al2 O3 -CaO αCaO
（1 773 K） （αl

）
34 ［15］

MnO-SiO2 -Al2 O3 αMnO
（1 923 K） （βjk

）
123 ［13］

MnO-SiO2 -CaO αMnO
（1 923 K） （βjk

）
124 ［16］

MnO-Al2 O3 -CaO αMnO
（1 923 K） （βjl

）
134 ［16］

SiO2 -Al2 O3 -CaO αSiO2
（1 873 K） （βkl

）
234 ［14］

MnO-SiO2 -Al2 O3 -CaO αMnO
（1 923 K，1 773 K） Ajkl ［16，17］

Gex

1
- ∑

j'

2
∑

k'

0

（β
jk
）

123
YjZk - ∑

j'

2
∑

k'

1

［（β
jk
）

124
-（β

jk
）123］Y

jZkT

- ∑
j'

2
∑

l'

2

（β
jl
）

134
YjZ（Tl - T）

+ ∑
k'

2
∑

l'

2

（β
kl
）

234
Y2［1 /（1 - k）］（Zk - Z）（T' - T）

=∑
j'

3
∑

k'

2
∑

l'

2

Ajkl［Yj + Y2 /（1 - j）］

×（Zk - Z）（T' - T） （7）

上式左端为已知值，其中 Gex

1
选用 Warren［16］

和 Abraham［17］
报道的实验数

据. 忽略 j' +k' + l' > 9的 Ajkl后，由（11）式可拟合出 10个 Ajkl . 而其余 30

个 Ajkl 按（8） ～（10）式算出.

A2kl = -（β
kl
）

234
/（1 - k）+ ∑

j'

3

Ajkl /（1 - j） （2 ≤ k ≤ k'，2 ≤ l ≤ l'）

（8）
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Aj1l =（β
jl
）

134
- ∑

k'

2

Ajkl （2 ≤ j ≤ j'，2 ≤ l ≤ l'） （9）

Ajk1 = -（β
jk
）

124
-（β

jk
）

123
- ∑

l'

2

Ajkl （2 ≤ j ≤ j'，1 ≤ k ≤ k'） （10）

拟合得到的 Ajkl 参数值示于表 2.

表 2 ＭｎＯＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ系中 Ａｊｋｌ 参数

Ｔａｂｌｅ 2 Ｔｈｅ Ａｊｋｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｉｎ ＭｎＯＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ

j k l = 0 l = 1 l = 2 l = 3 l = 4

0 20 364. 18 0 0 0 0

1 51 407. 31 - 1 512 478 53 486. 7 2 374 882 - 964 271. 4

2 2 - 312 982. 2 7 932 143 - 4 701 225 - 4 136 081 1 277 958

3 604 647. 7 - 12 416 530 10 802 550 - 498 074. 1 1 137 433

4 - 330 015. 9 5 948 135 - 5 991 563 1 788 065 - 1 091 908

0 - 155 654 0 0 0 0

1 - 154 730 11 904 010 - 14 831 350 3 753 345 - 462 286

3 2 1 207 316 - 44 265 340 41 896 160 4 337 970 - 2 895 840

3 - 2 297 821 61 696 790 - 56 723 820 - 2 520 007 0

4 1 179 604 - 28 243 810 26 295 560 0 0

0 151 995. 1 0 0 0 0

1 96 188. 2 - 13 304 270 22 119 150 - 12 790 780 3 601 156

4 2 - 894 208. 3 42 869 880 - 48 971 320 6 432 668 0

3 1 645 870 - 55 915 010 55 255 200 0 0

4 - 775 411. 4 24 992 650 - 24 240 480 0 0

4 计算结果与讨论

图 1、2、3、4 是用表 1 给出的 A参数值计算得到的 SiO2 -Al2 O3 -CaO、

MnO-SiO2 -CaO、MnO-Al2 O3 -CaO和 MnO-SiO2 -Al2 O3 四个三元系中各组元等

活度曲线.图 5 是MnO-SiO2 -Al2 O3 -CaO四元系中 X
Al2O3

= 0. 1和 0. 25时各组

元等活度曲线. 以上计算的活度均以纯固体为标准态.
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图 1 1 873 K下 SiO2-Al2O3-CaO系炉渣中各组元活度的计算值

Fig. 1 Calculated activities of components in SiO2 -Al2 O3 -CaO slag

at 1 873 K

图 2 1 923 K下MnO-SiO2-CaO系炉渣中各组元活度的计算值

Fig. 2 Calculated activities of components in MnO-SiO2 -CaO slag

at 1 923 K

图 3 1 923 K下MnO-Al2O3-CaO系炉渣中各组元活度的计算值

Fig. 3 Calculated activities of components in MnO-Al2 O3 -CaO

slag at 1 923 K
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图 4 1 923 K下 MnO-SiO2 -Al2 O3 系炉渣中 MnO和 SiO2 活

度的计算值

Fig. 4 Calculated activities of MnO and SiO2 in MnO-SiO2 -

Al2 O3 slag at 1 923 K

图 5 1 873 下 MnO-SiO2 -Al2 O3 -CaO系炉渣中各组元活度的计算值

Fig. 5 Calculated activities of components in MnO-SiO2 -Al2 O3 -CaO slag at 1 873 K

（a）X
Al2O3

= 0. 1 （b）X
Al2O3

= 0. 25

SiO2 -Al2 O3 -CaO系是钢铁冶炼的基本炉渣体系，Chipman 等曾测定了该炉渣

中 SiO2 的活度
［13］，Pelton等也曾用拟化学近似模型计算了该炉渣中 SiO2 的

活度
［4］.图 6 给出了用模型计算的 SiO2 -Al2 O3 -CaO系中 SiO2 活度值与这些

结果的比较，可见互相间是比较一致的.

丁伟中曾实验测定了 CSat-Mn-Si 合金和 MnO-SiO2 -CaO 渣之间的平

衡
［18］，图 7 中三条粗实线是 1 823 K下［% Si］= 1%，5%，10. 5% 的渣金属

平衡曲线.图中三条细实线是按 SELF-SReM4 模型计算得到的渣金属平衡曲

线，分别对应于 1 823 K和［% Si］= 1%，5%，10% . 虚线是［% Si］= 1%
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图 6 SiO2 -Al2 O3 -CaO系中 SiO2 活度计算值与其他研

究结果的比较

Fig. 6 Comparison between the calculated activities of

SiO2 and other researched results in SiO2 -Al2 O3 -

CaO slag

时不同温度（1 723 K，1 773 K）的计算曲线.其中合金中组元活度也由该模

型计算
［9］.这些等［% Si］、等温线上的各点代表着不同合金与该残渣组成的

平衡关系.当然，这些曲线可作为 MnSi 熔炼过程控制的重要依据.由图 7 可

见，计算曲线与平衡实验所得的曲线是基本一致的.

图 7 MnO-SiO2 -Al2 O3 系炉渣与 CSat -Mn-Si 合金平

衡的计算结果与试验值的比较

Fig. 7 Comperison of calculated results and experiments

in the equilibrium between MnO -SiO2 -Al2 O3

slag and CSat -Mn-Si alloy

SELF-SReM4 模型的关键是 A参数的拟合. 拟合出该组参数后，在计

算机上计算体系中各组元的活度非常简单. 和其他溶液模型一样，“边界

条件”对其结果的影响举足轻重.“边界条件”的可靠性决定了模型的精
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度. 由于四元系拟合从二元系、三元系逐渐展开，而二、三元系实验值比

四元系多且可靠，特别是二元系的“边界条件”的应用是使模型具有较高

精度的基本保证. 另一方面，由于利用了三元系和四元系本体的信息，即

考虑了多元系中各组元之间的相互作用，进一步提高了计算精度. 拟合

模型的多项式只是对体系中某一热力学性质逼近. 就拟合而言，j'、k'、l'

值的大小只影响拟合精度. 但按热力学关系，用该多项式（经变化后）表

示其他组元的性质时，可能会产生较大误差. 因此选取合适的 j'、k'、l' 参

数可使该多项式既较真实地逼近这一组元的热力学性质，又较精确地转

换得到其他组元的性质. 所以 j'、k'、l' 的定值相当重要. 合理地选择“第

一组元”可提高整个体系的解析精度. MnO-SiO2 -Al2 O3 -CaO系中，可利用

的 MnO的精选数据比较多，故选 MnO为“第一组元”. 此外，在使用“边

界条件”时，须注意不同标准状态的转换.

与合金相比，将 SELF-SReM4 模型用于熔渣难度大得多. 其原因在于有

关熔渣的实测难度很大，已积累的数据相对少得多，相互间的偏差却常常很

可观.因此“边界条件”的鉴别更显得重要.

5 结论

（1）模型的导出、A参数的拟合受热力学规律严格控制，该模型属热力

学参数模型范畴.模型应用的关键在于边界条件的可靠性.

（2）根据精选的“边界条件”，可使用相应的拟合公式. 参数的拟合

由二元系、三元系逐渐展开. 由于二元系、三元系的实验值多且可靠，保

证了模型的精度. 另一方面，由于利用了多元系本体的信息，提高了计算

精度.

（3）对多元系各组元既未作溶剂或溶质的区分，也没有炉渣和金属熔体

的限制，使该模型具有较大的应用范围.在整个均相区中，用同一组参数表示

体系和各组元的性质，应用比较方便.

（4）模型中各三元系参数之间存在着制约关系，故该模型可用作为验证

和精选“边界条件”的工具.

（5）用 SELF-SReM4 模型计算了MnO-SiO2 -Al2 O3 -CaO四元系，包括四个

三元子系中各组元的活度. SiO2 -Al2 O3 -CaO三元系的 SiO2 活度计算值与实验

值及其他计算结果较一致；MnO-SiO2 -CaO三元系计算结果与渣 金属平衡试

验结果较一致.
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ＭｎＳｉ ＣＳａｔ合金熔体活度的计算
?

摘要 由 SELF -SReM3 模型导出了与碳化物平衡区域内的碳饱和合

金体系组元活度的计算方法，并用之于对 Mn -Si -CSat合金熔体的计算和

预测，计算结果与实验值吻合较好 . 在引入炉渣活度数据后，对不同温度

下的渣金平衡反应结果进行了计算和预测 .

碳热还原法生产铁合金的过程是在富碳条件下合金熔体、炉渣及碳相互

间反应的过程，因而合金熔体往往呈碳饱和状态.为了研究铁合金冶炼过程

中热力学平衡关系并进而指导这类合金的生产，碳饱和合金熔体的活度是必

要的基础数据.在许多碳饱和合金体系中，当合金某元素含量超过某一临界

值时，碳饱和合金与碳化物间达到平衡. 例如在 Fe -Si -CSat、Mn -Si -SSat和

Cr -Si -CSat等合金中，当合金的含 Si量超过一临界值后，碳饱和合金与碳化硅

间建立起平衡.而在该区域内的合金组元活度值由于实验测定上有许多困难

迄今为止鲜见报道.因此，研究碳饱和合金熔体在与碳化物平衡区域内的活

度是相当有意义的工作.

文献［1，2］报道了由基于亚正规溶液模型的解析计算法为基础发展起

来的 SELF -SReM3 模型计算得到的 C-Fe -x（x = Mn，Si，Cr，Ni）合金体系

及 C-Si -Al 合金体系的系统活度数据.本文介绍了在该模型基础上，利用优

选的碳饱和数据作为边界条件直接计算和预测在与碳化物平衡的碳饱和合

金体系组元活度的工作.

 本文合作者：唐恺、徐建伦、丁伟中、张晓兵、蒋国昌.原发表于《中国有色金属学报》，7
（增 1），43 ～ 46（1997）
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1 计算方法

图 1 某一温度下 Mn -Si -CSat

合金熔体的碳饱和线

如图 1 所示，在某一温度下 Mn -Si -

CSat合金熔体中，在 ab线上合金 L与固体

石墨碳平衡，而在 bc线上合金 L 与固体

碳化物 SiCβ 相平衡. 因此，ab线和 bc线分

别是与石墨和 SiCβ 平衡的碳饱和合金

（严格地说，bc线是液态合金碳化物析出

线，但为了叙述简洁起见，在此仍沿用碳

饱和合金这一术语）.

在 ab线上合金与石墨碳平衡，故

ln γ
C

= - ln x
C

（1）

而在 bc线上，显然有下列关系式成立：

α
C
·α

Si
= k （2）

式（2）中，k是下列反应的平衡常数：

SiC β Si + C （3）

将式（2）取对数并展开，得

ln γ
C

+ ln γ
Si

= ln k - ln x
C

- ln x
Si

（4）

在Mn -Si -CSat三元合金熔体中，不论在合金与石墨碳平衡区域内还是在合

金与 SiCβ 平衡区域范围内，其热力学特性均可用液态合金均相区的计算公式

来描述.根据基于亚正规溶液模型的解析计算法，将组元 C、Mn、Si的活度系数

表达成如下包含其浓度变量的多项式形式：

ln γ
C

= ∑
j'

2
∑

k'

θ
AjkY

jZk （5）

ln γ
Mn

=∑
j'

2

Aj0

j - 1
+ ∑

j'

2
∑

k'

θ
AjkY

jZk 1 +
j - k

Y（1 - j
[ ]

）
（6）

ln γ
Si

=∑
j'

2
∑

k'

θ

Ajk

j - 1
+ ∑

j'

2
∑

k'

θ
AjkY

jZk
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1 +
j - k

Y（1 - j）
+

k
YZ（1 - j[ ]） （7）

式（5）～式（7）中，Ajk 是多项式中的参数，需由所选体系的碳饱和数

据来计算定值；而浓度变量 Y、Z 与组元 C、Mn、Si的摩尔分数之间的关

系是

Y = 1 - x
C

（8）

Z = x
Si

/Y （9）

将式（5）和式（7）代入式（1）和式（4）中，整理得

∑
j'

2
∑

k'

θ
AjkY

jZk = - ln（1 - Y） （10）

∑
j'

2
∑

k'

θ

Aj0

j - 1
+ ∑

j'

2
∑

k'

θ
AjkY

jZk

2 +
j - k

Y（1 - j）
+

k
YZ（1 - j[ ]） = ln k - ln（1 - Y）- ln YZ （11）

式（10）和式（11）分别是用于由合金的碳饱和数据计算与石墨碳和 SiCβ

平衡区域内各组元活度的计算式. 若已知图 1 中 ab线和 bc线的具体位置

（即浓度变量 Y、Z值），则由（10）和（11）两式可直接拟合求得表达碳饱和线

上合金中各组元活度系数表达式中的 Ajk 参数值，然后经由式（4）～式（7）可

计算得到组元 C，Mn，Si的活度系数.进而，对Mn-Si-CSat三元系中各组元的活

度可由下列诸式计算之：

α
C

= exp［ln γ
C
］（1 - Y） （12）

α
Mn

= exp［ln γ
Mn
］［Y（1 - Z）］ （13）

α
Si

= exp［ln γ
Si
］YZ （14）

2 计算结果与讨论

Mn -Si -CSat合金的碳饱和溶解度有多篇文献报道
［3 ～ 9］，在 1 873 K时合金

中的碳饱和溶解度如图 2 所示.在合金 Si含量≤ 19. 1% 时，Mn -Si -CSat合金

与石墨碳平衡，在碳饱和线上组元 C的活度为 1（以纯石墨为标准态）；当 Si
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含量高于此值时，Mn -Si -CSat合金与 SiCβ 建立平衡
［10］；而在 Si含量为 19. 1%

时是 Mn -Si -CSat合金、石墨、SiCβ 三相平衡点，由反应式（3）的平衡常数计算

得到 C和 Si在三相平衡点的活度分别是 1 和0. 033［11］.

图 2 1 873 K温度下 Mn -Si -CSat合金碳饱和

溶解度与含 Si量的关系

图 3 计算得到的 Mn -Si -CSat合金中各组元的活度值（1 873 K）

△—αMn
Gee et al.；□—αMn

Tanaka；■—αSi
Ding；

▲—αC
Ding；○—αSi

Ding

对式（10）和（11）中的 Ajk参数取：j ≤ 4，k ≤ 4，（j + k）≤ 7，按前述方

法由图 2 提供的信息计算得到的 Ajk 参数值列入表 1 中，Mn -Si -CSat合金中组

元 C、Mn、Si的活度如图 3 所示，图 3 中还列出了几个作者的实验结果.采用
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本文推导的计算方法，由合金碳饱和数据直接计算得到的合金各组元活度值

与实验结果吻合较好.

表 1 组元 Ｃ，Ｓｉ，Ｍｎ活度系数表达式中的 Ａｊｋ参数值

k = 0 k = 1 k = 2 k = 3 k = 4

j = 2 33. 121 16 - 93. 595 25 - 40. 389 85 - 445. 674 3 514. 058 4

j = 3 - 68. 339 67 259. 043 20 358. 642 30 742. 125 3 - 1 021. 043 0

j = 4 35. 308 35 - 161. 428 70 - 440. 950 0 215. 683 2 0

本文采用一组 Ajk 参数来描述三元系中三个组元的活度系数的计算式.

因此，只要计算得到一组 Ajk 参数值，就能由式（5）～式（7）方便地计算出各

组元的活度系数.这显然较之 Pelton等［8］
用三组不同的参数分别计算三个组

元活度系数更合理.同时在用一组 Ajk 描述各组元的活度系数的基础上，还便

于计算公式的推导和计算机编程计算.

碳饱和合金熔体的碳饱和数据的正确与否直接影响到计算结果的准确

性，对于含 Si 量较高区域内的活度，受碳饱和数据的影响尤为显著，因此正

确的活度数据是建立在精确的碳饱和数据基础上的.

研究渣金反应的平衡结果是揭示硅锰合金生产过程中内在规律的重要

内容之一，也是验证本文计算得到的 Mn -Si -CSat合金组元活度值准确性的另

一途径.在硅锰合金生产过程中，合金中的 Si含量取决于下列渣金反应的平

衡结果：

（SiO2） + 2Mn Si + 2（MnO） （15）

对于任意给定成分的碳饱和硅锰合金，合金与炉渣之间反应的平衡关系可由

下式表示：

α2

MnO

α
SiO2

= k15·
α2

Mn

α
Si

（16）

其中，k15是反应（15）的平衡常数，由 Rao等［11］
报道的MnO-SiO2 二元炉渣体

系1 823 K的组元活度值，结合本文计算得到的 Mn -Si -CSat合金在 1 873 K的

温度下的合金活度值，计算得到渣金平衡结果如图 4 所示.图中还给出了 1

873 K时的渣金平衡实验结果，图 4 从另一侧面印证了本文计算得到的合金

活度数据的准确性.
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图 4 Mn -Si -CSat合金与 SiO2 -MnO二元炉渣

反应平衡计算结果

■—Ding�s 1 823 K；□—Tanaka�s 1 873 K；

1—1 823 K计算值；2—1 873 K计算值

3 结论

本文报道了在 SELF -SReM3 模型基础上推导的由优选的合金碳饱和数

据作为边界条件，直接计算和预测与碳化物平衡的碳饱和合金组元活度的计

算新方法，并将之用于 Mn -Si -CSat系的计算，计算结果与实验值吻合较好.应

用本文推导的新方法，由合金体系的碳饱和数据即可直接对碳饱和合金的组

元活度进行预测.
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ＳＥＬＦ ＳＲｅＭ4 模型在 Ｃ Ｃｒ Ｆｅ Ｐ
四元系组元活度解析中的应用

?

摘要 介绍了用 SELF-SReM4 模型解析 C-Cr-Fe-P四元系（包括相应的

二元、三元子系，C-Fe，Cr -Fe，Fe -P，C-Cr -Fe，C-Fe -P，Cr -Fe -P）中组元活

度的方法和结果.

众所周知，生产高合金钢时最经济的原材料就是该钢种的返回钢，提高

返回比是降低生产成本的重要手段.由于此冶炼过程中无法像生产低合金钢

那样进行脱磷（以免铬的大量烧损），钢多次返回后，其中的磷日积月累地逼

近钢的成分规格，以致无法使用.随着经济的发展，不锈钢的市场需求将迅速

增大，也就更迫切地需要大量低磷返回钢作为原材料.另一方面，一些用于苛

刻环境下的钢只能允许很低的磷含量. 例如，尿素级和硝酸级不锈钢要求

C（P）≤ 0. 015% ～ 0. 020%（质量分数）. 为了抑制腐蚀疲劳及焊接开裂，

C（P）应降至 50 × 10 - 6 ～ 100 × 10 - 6
以下.预计 20 世纪内会提出脱磷至14 ×

10 - 6
的要求.因此，不锈钢脱磷将是 21 世纪特殊钢精炼方面的重大课题之

一.不锈钢和铬铁脱磷的研究是一个可望产生巨大经济价值的重大课题，也

是钢铁冶金界迫切需要解决而实际上至今尚无成熟解决办法的一个难题.不

锈钢和铬铁脱磷有两条不同的技术路线，氧化脱磷和还原脱磷.但无论是哪

条路线，其核心问题都是如何做到脱磷保铬.关于这一点，目前尚未有一项较

成熟的技术. 面对如此窘境，有必要依靠理论预测来分析脱磷技术. C -Cr -

Fe -P四元系中的组元活度是进行这种理论预测必需的基本数据.当然，可通

过实验的方法测定体系中各组元的活度以建立这样的活度数据库，但要完成

 本文合作者：张晓兵、蒋国昌.原发表于《中国有色金属学报》，7（增 1），21 ～ 27（1997）
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一个多元系统的活度数据测定，则要花费大量的时间和金钱，有时这些花费

是难以承受的；并且，多元高合金或复杂渣系的实验误差也是相当大的.另一

种方法是利用某种用于多元高合金金属熔液组元活度计算的模型得到

C-Cr -Fe -P四元系中各组元活度. 前文已介绍了四元冶金熔体活度计算的

SELF -SReM4 模型［1］.该模型在热力学基础上，利用一些精选实验数据作为

“边界条件”，拟合出 A
jkl
参数，从而用一组参数就能计算四元系液相区中各

组元的活度，并有较高的正确性.

1 SELF -SReM4 模型

在一个均相的四元系中，以 Y、Z、T作为浓度变量.

Y = 1 - X1 （1）

Z = 1 -（X2 /Y） （2）

T = 1 -（X3 /YZ） （3）

X1，X2，X3，X4 是四个组元的摩尔分数.文中 1、2、3、4分别表示 C、Cr、Fe、P.

以 fi（i = 1，2，3，4）表示组元 i的过剩偏摩尔自由能，f表示四元系的

偏摩尔自由能总量.按 SELF -SReM4 模型，有

f1 = ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklY
jZkTl （4）

f2 = - ∑
j'

2

Aj00 /（1 - j）+ ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklY
jZkTl·

［1 +［（j - k）/Y（1 - j）］］ （5）

f3 = - ∑
j'

2
∑

k'

0

Ajk0 /（1 - j）+ ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklY
jZkTl·

［1 +［（j - k）/Y（1 - j）］+［（k - l）/YZ（1 - j）］］ （6）

f4 = - ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

Ajkl /（1 - j）+ ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

AjklY
jZkTl·

［1 +｛（j - k）/Y（1 - j）｝+［（k - l）/YZ（1 - j）］

+［l /YZT（1 - j）］］ （7）

f = - ∑
j'

2

Aj00 Y/（1 - j）- ∑
j'

2
∑

k'

1

Ajk0 YZ /（1 - j）
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- ∑
j'

2
∑

k'

1
∑

l'

1

［AjklYZT/（1 - j）］

+ ∑
j'

2
∑

k'

0
∑

l'

0

［Ajkl /（1 - j）］YjZkTl （8）

由此可见，SELF-SReM4 模型中只需要一组Ajkl参数，就能用式（4）～（8）

求解 C-Cr -Fe -P四元合金液相区中的 f1、f2、f3、f4 和 f.模型将这些热力学量

表示成高次多项式，各组元活度之关系又严格服从 Gibbs-Duhem定理，故本

计算结果有较高精度.

2 C-Cr -Fe -P四元系组元活度的解析

2． 1 二元系

表 1 给出 C-Fe、Cr -Fe和 Fe -P三个二元系中 α参数的拟合式及所选用
的边界条件. α参数与 A参数的关系见式（9）～（11）. C -Fe 二元系可以用由

Hultgren精选的碳饱和实验数据［2］. Cr -Fe 二元系可以用由 Ranyor 精选的碳

饱和实验数据
［3］. Fe -P 二元系中磷的活度系数，已有一些实测结果见报

道
［4 ～ 8］.本文用 Frohberg等的实验结果［5］

作为“边界条件”.

（αj）13 = ∑
k'

0

Ajk0 （9）

（αk）23 =∑
j'

2

Ajk0（1 - k）/（1 - j） （10）

（αl）34 =∑
j'

2
∑

k'

1

Ajkl［（1 - l）/（1 - j）］ （11）

表 1 二元系参数的拟合式及边界条件

体 系 拟 合 式 边 界 条 件 参考文献

C-Fe（1 3）Z = 1T = 0 （f1）13 = ∑
j'

2

（αj）13 Yj ΔH - TΔSE Hultgren［2］

Cr -Fe（2 3）Y = 1T = 0 f23 = ∑
k'

2

（αk）23 Z［1 /（1 - k）］（Zk- 1 - 1） ΔH - TΔSE Raynor［3］

Fe -P（3 4）Y = 1Z = 1 （f4）34 = ∑
l '

2

αl｛T1［1 + l /T（1 - l）- 1 /（1 - l）］｝ RTln γP（Fe） Frohberg［5］
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2． 2 三元系

三元系可以解析的体系有 C-Cr -Fe、C -Fe -Cr 和 Cr -Fe -P，集中各参数的

拟合式和边界条件见表 2. 三元系参数与四元系参数的关系见式（12）～
（13）.可见，拟合三元系参数时可以利用已逆合出的二元系参数. C-Cr -Fe系

可利用 Healy（1 873 K）的碳饱和数据［9］
和 SchÜmann（1 823 K）精选的该

值
［10］. C-Fe -P系，Healy［11］、Schenck［12］

和 Elliott［13］
等均测定过此系中的碳饱

和［C%］Sat 曲线.本文利用 Elliott等的实验结果作为边界条件.而对Cr -Fe -P

系，本文所用的边界条件是 Frohberg［6］Ag浴试验的结果.

（βjl）134 = ∑
k'

0

Ajkl （12）

（βkl）234 = ∑
l '

2

Ajkl（1 - k）/（1 - j） （13）

表 2 三元系参数的拟合式及边界条件

体 系 拟 合 式 边界条件 参考文献

C-Fe -Cr
（1 2 3）

T = 0

（f1）123 - ∑
j'

2

（αj）13 Yj + Y2∑
k'

2

（αk）23（Zk - 1）/（1 - k）

= ∑
j'

2

Ajl0 Yj（Z - 1）+ ∑
j'

3
∑

k

2

Ajk0（Zk - 1）［Yj + Y2 /（1 - j）］
碳饱和数据

［9］
［10］

C-Fe -P
（1 3 4）

Z = 0

（f1）134 - ∑
j'

2

（αj）13 Yj + Y2∑
l'

2

（αl）34 T l /（1 - l）

= ∑
j'

2

（βjl）134 YjT + ∑
j'

3
∑

l '

2

（Bjl）134 Tl［Yj + Y2 /（1 - j）］
碳饱和数据 ［11］

Cr -Fe -P
（2 3 4）

Y = 1

（f2）234 - ∑
k'

2

（αk）23 Zk + Z2∑
l'

2

（αl）34 Tl /（1 - l）

= ∑
k'

3
∑

l '

2

（βkl）234 Tl +［Zk + Z2 /（1 - k）］+ ∑
k'

2

（βkl）234 ZkT
RTln γCr ［6］

2． 3 Ｃ Ｃｒ Ｆｅ Ｐ（1 2 3 4）四元系

按 SELF -SReM4 模型

（f1）- ∑
j'

2
∑

k'

0

Aji0 YjZk + ∑
j'

2
∑

l'

1

（Bjl）134 YjZTl

+ ∑
k'

2
∑

l '

1

（βkl）234 Y2（Zk - Z）T l

= ∑
j'

3
∑

k'

2
∑

l'

1

Ajkl（Yj - Y2（1 - j）- 1）（Zk - Z）Tl （14）
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式中的 Ajk0、（Bjl）134、（βkl）234 为已知，而四元系本体中若干浓度坐标点 YZT的

f1，本文取 Frohberg等［5］
所测 1 873 K下该四元系中的碳饱和曲线.

A2kl = -（βkl）234 /（1 - k）+ ∑
l '

2

Ajkl /（1 - j）

（2 ≤ k ≤ 4，2 ≤ l ≤ 4） （15）

Ajkl =（βjl）134 - ∑
k'

2

Ajkl（2 ≤ j ≤ 4，1 ≤ l ≤ 4） （16）

令（j' + k' + l'）> 9，Ajkl = 0，且 A333 也为 0，则由可拟合得到 45个 Ajkl参数，

见表 3.

表 3 Ｃ Ｃｒ Ｆｅ Ｐ四元系中 Ａｊｋｌ参数

j k l = 0 l = 1 l = 2 l = 3 l = 4

2

0 - 1 710 787 0 0 0 0

1 1 508 703 - 5 525 639 - 23 090 020 47 703 860 23 918 480

2 415 291. 8 - 15 133 950 66 441 360 - 13 475 330 7 386 632

3 - 538 413. 7 14 074 920 - 37 012 910 80 146 550 - 19 919 180

4 168 470. 8 - 4 129 383 1 774 527 - 8 481 713 12 528 430

3

0 4 207 629 0 0 0 0

1 - 4 281 143 14 987 180 26 901 660 - 58 348 340 - 99 621 780

2 - 719 525. 7 30 406 250 - 131 259 600 260 055 500 0

3 1 281 418 - 28 078 100 68 826 120 - 133 900 800 0

4 - 333 506. 4 8 107 141 0 0 0

4

0 - 2 687 695 0 0 0 0

1 3 122 090 - 14 868 330 28 917 550 - 55 589 060 77 677 260

2 - 164 707. 4 0 0 0 0

3 - 314 537. 2 0 0 0 0

4 0 0 0 0 0

3 计算结果

至此，已获得了 C-Cr -Fe -P四元系 Ajkl 全部非零值，用 SELF -SReM4 模型
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中的式（4）～（7）就可计算该体系中各组元的活度值.

α
C

=（1 - Y）·exp［（f1 + K）/RT］ （17）

α
Cr

= Y（1 - Z）·exp（f2 /RT） （18）

α
Fe

= YZ（1 - T）·exp（f3 /RT） （19）

α
P

= YZT·exp（f4 /RT） （20）

以上各活度除碳取纯石墨为标准态外，其他都取纯液态为标准态.（12）式中

的 K值是纯石墨碳与假想标准态之间的转换系数，K = 44 650.

图 1，2 分别是 1 873 K下 C-Fe和 Cr -Fe二元系各组元的活度曲线.图 3

是 1 873 K下 Fe -P二元系中磷活度系数.以上图中还给出其他研究结果.

图 1 C-Fe二元系中 1 873 K下的
C，Fe活度（αC，αFe）

图 4 是计算的 1 873 K下 C-Cr -Fe三元系中 α
C
和 α

Cr
的等值线.与 Healy

的结果一致.

图 5 是计算的 1 873 K下 α
C
和 α

P
曲线.图中碳活度取纯石墨为标准态，

磷活度取 1%（质量分数）溶液为标准态.与 Frohberg等 1 873 K下等 a
P
线也

是比较一致的.

图 6 是计算的 1 873 K下 Cr -Fe -P三元系中 α
Cr
和 α

P
的等值线.

图 7、8 是计算的 C-Cr -Fe -P四元系中 α
C
、α

Cr
和 α

P
的等值线.



６５３　　

二

研

究

论

文

图 2 Fe -Cr二元系中 1 873 K下的
Cr，Fe活度（αFe，αCr）

图 3 Fe-P二元系中 1 873 K下 P的活度（αP）

图 4 C-Cr -Fe三元系中 1 873 K下 αC，αCr的等值线
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图 5 1 873 K下 C-Fe -P三元系中 αC，αP 的等值线

图 6 1 873 K下 C-Fe -P三元系中 αCr，αP 的等值线

图 7 1 873 K下 C-Cr -Fe -P四元系中
αC，αCr和 αP 的等值线

C（C） = 1%（质量分数）



６５５　　

二

研

究

论

文

图 8 1 873 K下 C-Cr -Fe -P四元系中
αC，αP 和 αCr的等值线

C（C） = 3%（质量分数）

4 结论

（1）SELF -SReM4 模型属热力学参数模型，各拟合方程的导出基于热力

学规律.体系中各活度值由同一组 Ajkl 参数表示.

（2）Ajkl 参数拟合中可以利用不同的“边界条件”，根据不同的已知条件，

有相应的 Ajkl 参数拟合方法，这使 SELF -SReM4 模型具有适应不同体系的能

力.和其他溶液模型一样，“边界条件”对其结果的影响举足轻重.“边界条

件”的正确性决定了模型的精度.四元系参数 Ajkl 与二元子系参数 a j 和三元

子系参数 βjk 参数有关. Ajkl 拟合从二元系、三元系逐渐展开，而二、三元系实

验值比四元系多且可靠，特别是二元系的“边界条件”的应用使模型具有较

高精度的基本保证.

（3）一般，某组元的热力学性质是未知的，也可能是相当复杂的函数，需

通过逐步回归找到一多项式表示该函数.但是利用这一多项式函数（经变化

后）表示其他组元的性质时，可能会产生较大误差.所以，j'、k'、l' 的定值相当

重要.组元数越多，这些参数定值越困难.

（4）不同的已知条件可能是相对于不同的标准状态，在 SELF -SReM4 模

型中必须将它们转换成纯物质标准状态.

（5）由于一个 Ajkl参数可和若干个二元、三元子系有关，它可在几个不同

的 α参数或 β参数和 Ajkl 参数的关系式中出现.这些关系式可用来校核拟合

结果，或反过来校核某个已知条件的可靠性.另外，若 SELF -SReM4 模型充分

逼近真实，一个多元系的液相区的各个“边界条件”就不是独立的，而是通过

方程组相互牵制.因此，若是多数“边界条件”有精选值，按照 SELF-SReM4 模

型，利用它们去检验精度有疑问的“边界条件”，不失为一条有根据的蹊径.
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（6）本文用 SELF -SReM4 模型解析了 C-Fe，Cr -Fe，Fe -P，C-Cr -Fe，C-

Fe -P，Cr -Fe -P及 C -Cr -Fe -P四元系中组元的活度. 计算结果与其他研究

结果比较一致.
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铁基合金组元活度的计算
?

摘要 活度数据库是实施热力学预测必不可少的前提条件，而活度的

解析计算成了研究建立该数据库的核心课题.现已公布的各种方法都有其

不同的特点和适用范围，这是在应用它们之前务必了解的. 就稀溶液而言，

瓦格纳、卢皮斯的“相互作用参数法”是最实用的.而对多元系高合金多元系

来说，SELF-SReM3 模型能成为建立活度数据库的可靠基础.

1 引言

金属熔体组元活度的研究历来是冶金热力学的核心课题.瓦格纳、奇普

曼、埃利奥特、卢皮斯等著名学者都曾在此领域里辛勤耕耘
［1 ～ 4］.我国冶金界

的一代宗师魏寿昆院士也在活度的理论和应用方面作出了重要贡献
［5］. 近

年，他又十分精辟地阐述了多元系相互作用参数的实验测定方法及数据处理

等问题，澄清了几个容易混淆的重要概念.

尽管在热力学意义上（不涉及物质结构）活度理论已很成熟，活度的应

用依然不很普及.冶金研究者常会面临这样一种窘境.一方面，已掌握的热力

学规律完全可用来为新技术的开发，或为实现过程优化及控制提供理论预

测；另一方面，又往往由于缺乏相应的活度数据库而使定量的分析无从实施.

活度数据库的重要性现在是一致公认的.但仅仅依赖实验测试来建立活度数

据库则远远满足不了需要，比较现实的方针只能是靠计算给出系统的数据，

然后用实验对若干点进行校核.所以活度的计算已成为关键课题.

瓦格纳的相互作用参数是迄今最流行的多元系活度计算方法.它是在无

 本文合作者：张晓兵、蒋国昌.原发表于《庆祝林宗彩教授八十寿辰论文集》，北京：冶
金工业出版社，1996：118 ～ 126
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限稀溶液的前提下，按泰勒级数展开而得.在无限稀范畴里它是有效的，但将

其用于稀溶液则出现热力学上的不一致性问题.溶液愈浓，用瓦格纳相互作

用参数算出的活度误差愈大.而为了开发高合金钢母液、铁合金的熔融还原

技术和脱磷技术，为了改进铁合金的传统熔炼操作，为了建立 AOD、VOD过

程控制所须的数模，为了指导夹杂物的变性处理，把活度数据库扩展到高浓

度合金的范畴已属当务之急，寻求新的计算方法也就更加迫切.

所有这些计算方法大体上可分为三类：

（1）相互作用参数法及其修正；

（2）溶液模型法、几何模型法、经验模型法；

（3）基于相图的计算法.

关于这些计算方法很难严格地分类，因为一些方法既可属于这一类，又

可属于另一类.本文主要讨论前两种计算方法，因为基于相图的计算法目前

还无法直接用以描述钢铁冶金中常见的多元系.

2 相互作用参数法及其修正

相互作用参数概念是瓦格纳提出的.借助于泰勒级数，他给出了用 ε 参
数计算 lnγi 的公式.而后卢皮斯等又对相互作用参数法理论的深化作出了重

要贡献，并进一步发展了 ρ参数［4］.多年来相互作用参数法至少在碳钢和低

合金钢领域里是已得到公认的活度计算方法.但实际上，它的应用仍然存在

着一些问题.其中的一部分要归因于文献报道的相互作用参数数值有分歧；

另一部分可以说起源于该方法的本质，本文即意在讨论这方面的问题.

按泰勒级数，卢皮斯指出，一个多元系（1，2，⋯，m个组元）中有

ln γ
i

= ln（γ
i
）0 + ∑

m

j = 2

（ε
j

i
x

j
）+ ∑

m

j = 2

（ρ
j

i
x2

j
）+ ∑

m

j = 2
∑

m

k > j

（ρ
jk

i
x

j
x

k
） （1）

在数学上，式（1）还有一个余项 R3，即

R3 =
1
3 ∑

m

j = 2

x
j
（ln γ

i
/x

j
）

ζ
[ ]

x

3
（2）

从计算精度考虑，R3 应小于 γ
i
的测定误差. 式2中的下标 ζx表示在m维

空间的“点”ζ x
2
，⋯，ζ x

m
上求偏导；并且 0 ≤ ζ≤1.所以，R3 是该多元系整体

的参数.

众所周知，式（1）所含的 ε、ρ 参数在无限稀条件下定义，但实际上多数是
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在不同的有限稀二元系或三元系中测定，且几乎全在有限稀的多元系中应用.

以 i-j-k-l四元系为例，j、k和 l对 ln γ
i
的共同作用在式（1）中是被忽略的. 这种

矛盾所造成的误差实际上包含于R3内.因此，将式（1）用于有限稀多元合金时，

随着m的增加其影响就会显著变大.只有当多元系为无限稀时，R3才可能趋于

零.

在此观点的基础上还要再提及的是，将来自不同二元系或三元系的（忽

略了该多元系整体影响的）ε、ρ 参数用于式（1），就很难保证各 γ
i
满足吉布

斯 杜亥姆方程.瓦格纳、卢皮斯为 ε、ρ参数导出了倒易关系，如 ε
j

i
= ε

i

j
就是

其中之一. 这些关系是式（1）能否成立的基础.若 ε
j

i
≠ εi

j
，则式（1）不能保证

体系的自由能为状态函数.佩尔顿等［6］
指出：

ε
j

i
- ε

i

j
= ln［γ

i
/（γ

i
）0］/［γ

j
/（γ

j
）0］ （3）

显而易见，仅仅在无限稀条件下 ε
j

i
= εi

j
才能成立.这就是有限稀条件下，

式（1）使用了不含该多元系整体影响的 ε、ρ参数而造成的热力学不一致性.

怎样解决上述的矛盾？众多学者的成果大体上可归纳为两种方法.

（1）将式（1）看作是经验规律，通过试验测定数据的拟合或计算给出式

（1）中的若干参数.现在这已是相当普遍的方法.例如，草川等［7］
用渣金平衡

数据研究 ε
k

i
，i表示［P］，k表示［Ca］. 计算中利用了已知的 ε

j

i
（j表示［O］、

［S］、［N］、［Si］，也可表示［P］）以及实测的［% j］和［% Ca］. 若把这些 ε
j

i

看作是泛用性的参数，那么草川所得的 ε
k

i
则包含了该七元系的特征信息，不

宜用于其他体系. 关于［Ca］，还有一个不能不注意的特殊问题. 众所周知，

Ca在钢水中的溶解度极小.因此对［Ca］来说，它的“稀溶液”范围更是十分

狭小的，不能按瓦格纳、卢皮斯的原意来确定该 ε
k

i
. 德雷斯勒在研究高碳锰

铁、硅铁、铬铁中的相互作用参数时也采取类似方法. 他所报道的参数 ρ
j

i
和

ρ
jk

i
（i、k表示［C］，j表示［Mn］、［Si］）就是按不同温度下的测定值同时拟合

的
［8，9］.由黑利测得的 ρ

j

i
（j表示［Cr］）［10］

也不是符合瓦格纳、卢皮斯原意的

参数，它们和低浓度区域中的相应参数有不同的数值. 董元篪等［11］
和冀春霖

等
［12］
都研究了 C-Fe-V三元系中的相互作用参数.他们所用方法并无显著不

同，只是试验的浓度区域有所差别，但给出了不一致的结果.这证明两者的 ρ
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参数含有不同浓度区域的不同信息.

以上三例说明如果要求相互作用参数能覆盖较大的浓度区域，那么拟合

法是可用的，但是不能不看到如此所得的参数不再是泛用性的.另外，可以只

用 ε参数进行拟合（称瓦格纳式）；也可按式（1）的 ε、ρ参数进行拟合（称卢

皮斯式）.这两种拟合所得的两个 ε
j

i
并不相等，而且两种方法还会带来不同

的系统误差.式（2）表明，R3 随着 m的增加而变大.因此，m较大的多元系即

使其浓度很低，以采用式（1）拟合为好.

（2）佩尔顿等的修正法.如前述，在有限稀条件下使用式（1），则应有一

余项.佩尔顿等注意到在有限稀条件下使用式（1）会带来热力学上的不一致

问题，而从解决这个不一致问题出发提出该余项就是无限稀条件下基体 Fe

本身的活度系数
［13］，即

ln γ
Fe

= - 0. 5∑
m

j = 2
∑

m

k = 2

ε
k

j
x

j
x

k
（4）

式中的 i表示 Fe.应该指出，卢皮斯比佩尔顿等更早就推导了式（4），而佩尔

顿等还推导了含有 ρ参数的 ln γ
Fe

.他们将式（4）叠加于式（1），得

ln γ
i

= ln（γ
i
）0 + ln γ

Fe
+ ∑

m

j = 2

（ε
j

i
x

j
）+ ∑

m

j = 2

（ρ
j

i
x

j
）2

+ ∑
m

j = 2
∑

m

k > j

（ρ
jk

i
x

j
x

k
） （5）

式（5）和式（1）比，可以在相当宽广的浓度区域里应用.或者说，此修正

方法使许多学者长年积累下来的 ε、ρ（保持瓦格纳、卢皮斯原意的）参数在相
当宽广的浓度区域里保持有效.但在进入非 Fe基的浓度范围后，此法的应用

就成了问题.如在 Mn、Cr、Si 等变为合金基体时，必须有该基体中的 ε、ρ 参
数，而这几乎是尚未研究的处女地.另一方面，式（5）的基础和达肯二次式［14］

一致，它们都属于正规溶液模型.所以佩尔顿等推荐的相互作用系数修正方

法难以覆盖整个液相区.由于该法和达肯二次式一致，因此它同时又属于溶

液模型法.

3 溶液模型法

3． 1 正规溶液模型法

正规溶液模型是关于实际溶液的理论模型中问世较早者之一.文献上，
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正规溶液的定义或特点有三种提法：其一，若组元混合（混合是文献上延续

使用着的术语，更确切的术语可能应是溶合或熔合）时的熵变与体积变化近

乎理想溶液，而焓变不为零，则该溶液是正规的；其二，统计热力学认为，若组

元混合时原子间只有最近邻的相互作用，且所有原子呈无规则排列，则该溶

液是正规的；其三，若溶液中组元活度系数和浓度呈二次方关系，则该溶液是

图 1 三元正规溶液

正规的.这三者是完全一致的.实际上，前

者是唯象的定义，第二种提法是实质，后

者是数学上的表现形式. 所以，对二元正

规溶液，有

RTln γ
1

= αx2

2
= Δ（G1）

ex
（6）

RTln γ
2

= αx2

1
= Δ（G2）

ex
（7）

式中，α是常数.对三元正规溶液，里查逊

用图 1 表明［15］，其中：

x
2'

= x
3'

=（x
2

+ x
3
） =（1 - x

1
） （8）

（x
2

/x'

2'
） =（x

3
/x'

3'
） =（1 - x

1
） （9）

因而

Δ（G123

1
）

ex = Δ（G12'

1
）

ex
［x

2
/x

2'
］+ Δ（G13'

1
）

ex
［x

3
/x

3'
］

+（1 - x
1
）2Δ（G2"3"）

ex
（10）

图 2 四元正规溶液

Δ（G12'

1
）

ex
表示1 2二元系中，在点（x

1
，x

2'
）上组元1的过剩自由能变化.

相应的Δ（G13'

1
）

ex
表示 1 3二元系中，在点

（x
1
，x

3'
）上组元 1 的过剩自由能变化.而

Δ（G2"3"）
ex
表示 2 3二元系在点（x

2"
x

3"
）上

的过剩自由能总量. 从而有

Δ（G2"3"）
ex =［x

2
Δ（G2"3"

2
）

ex

+ x
3
Δ（G2"3"

3
）

ex
］/（1 - x

1
） （11）

Δ（G2"3"

2
）ex、Δ（G2"3"

3
）

ex
表示2 3二元
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系中，在点（x
2"
，x

3"
）上组元 2、3 的过剩自由能变化. 对于四元正规溶液

（见图 2）有
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Δ（G1 234

1
）

ex =［x
2
Δ（G12'

1
）

ex + x
3
Δ（G13'

1
）

ex + x
4
Δ（G14'

1
）

ex
］/（1 - x

1
）

-（1 - x
1
）2［Δ（G2"3"）

ex + Δ（G2"4"）
ex

+ Δ（G3"4"）
ex
］ （12）

由式（10）及式（12）可以看到，按正规溶液模型，多元系组元的活度系数

能只用所属二元系的参数叠加而得.反过来，若一个多元系，其组元的活度系

数能只用所属二元系的参数叠加而得，则该多元系是一个正规溶液.

3． 2 Ｄａｒｋｅｎ二次式

达肯二次式和里查逊的式（10）及式（12）有所不同.前者并不是由正规

溶液模型导出的，而是达肯从归纳活度系数随组元浓度变化的规律得到的经

验公式.对许多二元系，他发现在组元 1 为溶剂的端区有

lgγ
1

= α
12

x2

2

lg［γ
2

/（γ
2
）0］= α12［（x

1
）2 - 1］ （13）

α12表示组元 1 为溶剂的端区中之比例常数.式（13）显然不同于式（6）.

可以认为式（13）是准化学近似模型的结果.或者改变一下其中组元 2 的标

准态，则两式就一致了.所以，达肯二次式实质上证明了许多二元系的两个端

区都符合正规溶液模型.他还指出，各种二元系的端区宽度不等，同一体系的

两个端区也不等宽.一般它们在 x
2
≤0. 15 ～ 0. 50的范围内. 此外，各种二元

系的 α12不等，且同一体系的 α
12
并不等于 α

21
.

达肯将他的二次式用于三元系，得到

lgγ
1

= α
12

x2

2
+ α

13
x2

3
+（α

12
+ α

13
- α

23
）x

2
x

3

lg［γ
2

/（γ
2
）0］= - 2α

12
x

2
-（α

12
+ α

13
- α

23
）x

3
+ lgγ

1

lg［γ
3

/（γ
3
）0］= - 2α13 x

3
-（α

12
+ α

13
- α

23
）x

2
+ lgγ

1
（14）

式（14）来源于该三元系的 Δ（G123）
ex
，有

Δ（G123）
ex / RT = x

2
ln（γ

2
）0 + x

3
ln（γ

3
）0 - α

12
x2

2

- α
13

x2

3
-（α

12
+ α13 - α

23
）x

2
x

3
（15）

若 ln（γ
2
）0 = α

12
，ln（γ

3
）0 = α

13
，则式（15）演变成正规溶液的特征，即
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Δ（G123）
ex / RT = α

12
x

1
x

2
+ α

23
x

2
x

3
+ α

13
x

1
x

3
（16）

因此，达肯的式（14）是一个变态的正规溶液模型，即相当于不再取纯溶

质作为其标准态的经验规律.它只能用于溶质摩尔浓度在 0. 20 ～ 0. 30 以下

的三个角区，此幅度比二元系的端区更小.

达肯规定 α
ij
均为恒量，还规定 α

12
和 α

13
分别是1 2和1 3两个二元系的

参数，由式（13）定值.而 α
23
则利用二元系及三元系中［C］的等活度数据算

出，且认为 α
23
是2 3二元系的参数.事实上，ln γ

i
可用Darken二次式求值，也

可用上述的 ε、ρ方程表示.无疑，这里的 α
ij
参数与上述的 ε、ρ参数之间应有

确定的换算关系.而上述已说明，在有限稀三元溶液条件下，ε、ρ参数应含有
三元系整体的信息，所以不难推理这里的 α

ij
参数全应是三元系的参数.冀春

霖等用他们自己的实验数据并借助文献资料验证了达肯二次式
［16］. 他们证

明即使在 C-Fe-Si、C-Fe-S的 Fe角中 α
23
（2 表示 Si或 S，3 表示 C）均明显随合

金组成而变，但 C-Fe-Co、C-Fe-Ni的 Fe角中 α
23
（2 表示 Co或 Ni）变化较小.

应该说明的是，冀春霖等的计算已把其他 αij
参数随合金组成的变化一起归并

在 α
23
的变化之中.

3． 3 亚正规溶液模型

如上所述，正规溶液模型的适用范围是有限的.另一方面，它又有相当简

洁的优点.因此在其基础进行修正的研究层出不穷.这些修正大体上可分为

两类，一是从溶液结构出发的修正，一是经验性的修正.亚正规溶液模型和准

正规溶液模型就是第一类修正.

正规溶液模型假设最近邻的离子成对地相互作用，所以其标志是二次

式.亚正规溶液模型实质上是中心原子模型的一个特例.它考虑了次近邻离

子间的作用，所以其标志是组元浓度的指数大于 2.可以认为三个离子间的

相互作用对应于 3 次方，其余类推.指数大于 3 的关系式，称为高阶的亚正规

溶液模型.此时，离子间的相互作用能不仅是温度的函数，而且随组元浓度改

变，过剩熵变不再为零.按亚正规溶液模型写出二元系的过剩自由能总量可

有很多形式，例如：

Δ（G12）
ex = A12 x

1
x

2
+ A112 x

1
x2

2
+ A

1 122
（x

1
x

2
）2 （17）

其中，A12、A112、A1 122分别是描述离子对 1 2、三离子团 1 1 2、四离子团

1 1 2 2的参数.
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本文作者采用 SELF-SReM3 模型成功地给出了 C-Fe-x（x = Si、Mn、Cr、

Ni）三元系中，1 873 K或 1 823 K下整个液相区内的 αC，再用“I-D”法计算

α
Fe
和 α

x
. 以 C-Fe-Si合金为例，SELF-SReM3 模型如式（18）～式（21）所示：

f
C

= ∑
5

j = 2
∑

3

k = 0

A
jk
YjZk + ∑

4

j = 2

Aj4 YjZ4 + ∑
5

j = 2

Aj5 YjZ5 （18）

Δ（GC）
ex = K + fC （19）

Δ（GFe）
ex = Δ（GFe

y = 1）ex + f
C
（1 - Y- 1）+ ∑

5

j = 2
∑

3

k = 0

（1 - k）·

AjkZ
k（1 - Yj- 1）/（j - 1）- ∑

4

j = 2

3Aj4 Z4（1 - Yj- 1）/

（j - 1）- ∑
3

j = 2

4Aj5 Z5（1 - Yj- 1）/（j - 1） （20）

Δ（GSi）
ex = Δ（GSi

y = 1）ex + f
C
（1 - Y- 1）+ ∑

5

j = 2
∑

3

k = 0

A
jk
Zk（1 - Yj- 1）/（j - 1）

+ ∑
4

j = 2

Aj4 Z4（1 - Yj- 1）/（j - 1）+ ∑
3

j = 2

Aj5 Z5（1 - Yj- 1）/（j - 1）

+ ∑
5

j = 2
∑

3

k = 0

k（1 - Z）AjkZ
k- 1（1 - Yj- 1）/（j - 1）

+ ∑
4

j = 2

4（1 - Z）Aj4 Z 3（1 - Yj- 1）/（j - 1）

+ ∑
3

j = 2

5（1 - Z）Aj5 Z4（1 - Yj- 1）/（j - 1） （21）

其中，Y = 1 - x
C
，x

Si
= YZ；上称 Y = i表示 Fe -Si二元系.

3． 4 ＳＥＬＦＳＲｅＭ3 模型的特色

基本思路

多元系组元活度解析的核心问题是算出“第一组元”在整个液相区内的

活度值.这一方面是因为用实验通常只能得到若干“点”上该组元的活度值；

另一方面，则因为其他组元的活度不难利用吉布斯 杜亥姆公式求解.显然，

选择溶剂作为“第一组元”是不明智的.对 C-Fe-x三元系，SELF-SReM3 模型

选择 C作为“第一组元”，因为在铁基合金中 C的热力学性能数据很丰富，且
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经过众多冶金学者的考察已归结出精选值.

SELF-SReM3 模型在所研究的“空间”内，包括其边界上，按高阶亚正规

溶液模型和吉布斯 杜亥姆公式，建立组元偏摩尔自由能及体系偏摩尔自由

能总量和合金浓度的“关系式组”. 然后，为其液相区给出充分的“边界条

件”，通过该关系式组拟合出模型所含的待定的 Ajk 参数.在 Ajk 确定之后，用

该关系式组计算组元活度，即相当于数学上的方程组求解.

亚正规溶液模型的阶数

用高阶的亚正规溶液模型建立的该关系式组并不是描述所研究体系的

精确方程，而是一种逼近性的方程.一般情况下，究竟要用几阶的亚正规溶液

模型能充分逼近所研究体系的真实行为是并不清楚的.但是若不考虑数学处

理上的难度，亚正规溶液模型的阶数的增加会提高逼近程度. 这是 SELF-

SReM3 模型可信度的一个基础.

边界条件

按正规溶液模型，三元系中组元的活度完全由其“二元子系”的热力学

性质决定.按照几何模型，对一个三元系来说，在其三个“二元子系”中各取

一特定点，则三元系某一点上的性质就取决于三个特定点上该二元子系的性

质.因为几何模型均以正规溶液模型为基，所以两者的结果相仿是不难理解

的.对 C-Fe-Si 等显然不是正规溶液，并且 C-Si 不构成溶液的体系，SELF-

SReM3 模型所用的边界条件包括：

（1）C-Fe二元系中 C的偏摩尔自由能精选值；

（2）不含 C的 Fe-Si二元系之偏摩尔自由能总量精选值；

（3）C-Fe-Si中的 C饱和线；

（4）C-Fe-Si中公认的 α
C

= 0. 025 等活度线.

因此，SELF-SReM3 模型中利用了该三元系的整体信息，而不是仅仅依

靠液相区边界上三个特定点上的信息来拟合上述的 Ajk参数. 在数学上，这不

是一个简单的内插定值的问题，而是在多因素通过上述的“关系式组”相互

制约条件下进行内插定值的问题.这就是 SELF-SReM3 模型能以更高的可信

度，由边界条件出发，提供该三元系整个液相区内组元活度值的另一个原因.

误差来源

原则上 SELF-SReM3 模型的结果有两个误差来源：其一，高阶亚正规溶

液模型逼近所研究体系真实行为的程度；其二，SELF-SReM3 模型中所含 Ajk

参数的拟合精度. 这两者，在某种程度上是有矛盾的，因为所取阶数愈高，Ajk

参数愈多，拟合本身的难度愈大.



６６７　　

二

研

究

论

文

SELF-SReM3 模型从三方面改进了佩尔顿等［18］
和王之昌

［19］
的方法. 其

一，式（19）中的 K是王之昌法的特点，而 SELF-SReM3 模型修正了 K的定值

手续
［20］.其二佩尔顿等和王之昌的方法用于 C-Fe-Mn 系是成功的.对其他合

金，SELF-SReM3 模型指出，三元系性质只有碳饱和曲线是不足的，α
C

= 0.

025 的等活度曲线也必须用作边界条件. 其三，放弃了用 Cjk参数计算 αx的方

法，而改用“I-D”法进行计算.这三方面的改进保证了不同的三元合金可用

统一的解析方法计算组元活度.

尽管如此，SELF-SReM3 模型还需要在以下几方面取得进一步的完善.

（1）含碳化物形成元素时的固态析出相之变化.以液态 C-Fe-Si 三元系

为例，低［% Si］区的一个边界是［C］的饱和线.此线是 SELF-SReM3 模型必

需的边界条件之一.在此线上，α
C

= 1. 但高［% Si］区中，该边界上的固态析

出相已非 C，而变为 SiC了.在此线上，α
C
≠ 1，而是 α

Si
的函数，即

α
C
α

Si
= exp（ΔGθ

13
/RT） （22）

这里的 ΔGθ
13
表示 SiC的标准生成自由能.若要用 SELF-SReM3 模型更精

确地描述高［% Si］区，则必须测出 SiC的析出线；并在此线上，用式（22）取

代 α
C

= 1作为边界条件.这样一来，Ajk参数的拟合就得引入迭代法. C-Fe-Cr

也有类似的问题.在这里还要顺便提请注意，高［% Si］区中的［% C］很小，

但此种合金并非 C的稀溶液.

（2）C-Fe-x
1
-x

2
-y

1
-y

n
系合金的组元活度（x表示高浓度组元，y表示微量

组元）. SELF-SReM3 模型不难推广到 C-Fe-x
1
-x

2
或C-Fe-x-y四元素. 原则上，

对多元系也可推出类似乎式（18）～式（21）的公式.但是五元系以上的 Ajk 参

数拟合工作量太大，不易推行.另一方面，由于 y
i
组元均是微量的，因此有可

能引入瓦格纳、卢皮斯的 ε、ρ参数. 对 C-Fe-x
1
-x

2
-y的 lnγ

y
，以 1 ～ 5 分别表示

五个组元，有

ln γ
y

= ln（γ
5
）1 235 + ln（γ

5
）1 245 - ln（γ

5
）125 - ρ34

5
（x

4
x

3
） （23）

ρ 34

5
（x

3
x

4
） = ln（γ

5
）2 345 - ln（γ

5
）235 - ln（γ

5
）245 + ln（γ

5
）25 （24）

式（22）中的 ln（γ
5
）1 235、ln（γ5

）1 245、ln（γ5
）

125
可用 SELF-CFeX模型解出

以适应高浓度. ρ34

5
（x

3
x

4
）当 x

3
x

4
不太大时可忽略不计，否则就要用式 24 进

行解析.其中所含各个ln（γ
5
）都可用 SELF-CFeX模型解出.
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4 几何模型和经验模型

4． 1 几何模型

几何模型的出现很早，比较知名的有库勒模型、柯里奈模型、穆基雅努模

型、图普模型、希尔特模型、周国治模型等.多年来此领域的研究很活跃.周国

治最近推出一个新的几何模型，使各家的方法得以概括并更为合理
［21］.几何

模型的意图是用二元系的热力学性质测算三元系的热力学性质（以及从三元

系测算四元系）.另外，还要求多元系退化为其子系时仍能保留正规溶液或亚

正规溶液的特色.因此，几何模型和正规溶液有千丝万缕的联系.

几何模型目前主要用于有色合金和熔盐体系的相图预报.

4． 2 经验模型

经验模型常作为整理实验数据的方法出现，以高克森等提出的模型
［22］

为例.他们研究的是 S-Fe-Co-Ni 合金，分别以 1、2、3、4 代表四个组元.（123）

系的过剩自由能总量用马尔古利斯式表示：

ΔGex /RT = A12 x
1
x

2
（x

1
+ x

2
）+ A13 x

1
x

3
（x

1
+ x

3
）+ A23 x

2
x

3
（x

2
+ x

3
）

+ x
1
x

2
x

3
（A12 + A13 + A23 + C1 x

1
+ C2 x

2
+ C3 x

3
） （25）

其中A和C均是待定参数，且Aij = Aji . 此式的前三项是典型的亚正规溶液模

型，它们分别表示三个二元子系的性质.当仅用三个二元子系模拟而和多元

系不一致时，经验模型往往采取增加一直接由多元系实测确定的项.上式的

第四项表示该三元系整体的特征，就是一例.（124）和（134）的描述与式（24）

可以不完全一致，可以为了方便参数的拟合而人为地取某个或某些参数等于

零.这正是经验模型和上述溶液模型不同之处.而且，若说式 24 是完整的，那

么经验模型还允许采用不完整的公式.如高克森等仅用 Fe-Co和 Fe-Ni 两个

二元子系描述 Fe-Co-Ni三元系，且取A24 ≠A42和A34 = A43 = 0. 因此，经验模

型所得的参数不是泛用性的，模型本身也可以是非泛用性的.

5 结论

建立活度数据库是实施热力学预测所必不可少的前提条件，因此活度的
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解析计算成了研究的核心课题.现已公布的各种方法都有其不同的特点和适

用范围，这是在应用它们之前务必了解的.

就稀溶液而言，无疑瓦格纳、卢皮斯的“相互作用参数法”是最实用的.人

们作了很多努力，试图拓宽相互作用参数法的应用.但是对于多元系，特别是高

合金来说，SELF-SReM3模型能成为建立活度数据库的可靠基础.因为一方面，

它依赖该合金的整体信息给出活度数值，各组元的活度通过吉布斯 杜亥姆公

式而相互制约；另一方面，它为不同的三元合金，除 C-Fe-x系外也包括 C-Mn-x

等体系，给出了统一的关系式和统一的待定参数拟合法.
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氮气加压熔炼高氮钢

若干理论问题探讨
?

摘要 导出了氮在铁合金溶液中的溶解度模型，探讨了表面活性元素

对吸氮过程的影响，且对含氮铁合金溶液的凝固过程、氮的偏析及保持氮在

熔体中的最小压力进行了精确解析.

符号说明

a———气 液两相的比表面积，m - 1；

αi
———表面活性元素 i的活度；

αN———熔体中氮的活度；

C
i

S
，C

i

L
———溶质元素在固 液界

面两侧的百分浓度；

C0———熔体的原始成分；

CL———固 液界面前沿液体内部

成分；

DS，DL———溶质在固相和液相中

的扩散系数，m2 /s；

DP———溶质元素偏析度，% ；

e
i

N
———以无限稀溶液为标准态的

一次相互作用系数；

E
i

N
———压力作用系数；

fS———固相率，% ；

fN———氮的活度系数；

F N———考虑压力后的氮活度函

数；

k8，k10———式（8），（10）反应速度

常数，m/s；

kN ———吸氮速度常数，m/s；

Kad
i ———组元 i 在钢水内部和外表

面的分配常数；

KN———吸氮反应平衡常数；

L———试样长度，m；

m———溶质元素的分配系数；

［N］0———熔体的初始氮含量，

 本文合作者：陆利明、李宏、壮云乾、蒋国昌 . 原发表于《钢铁研究学报》，8（1），6 ～ 10
（1996）



６７１　　

二

研

究

论

文

% ；

P N2
———气相氮分压，MPa；

P N———固 液界面前沿氮的平衡

压力，MPa；

P Nmax
———固 液界面前沿氮的最大

平衡压力，MPa；

r———吸氮速度，l / s；

r8，r10———式（8），（10）的反应速

率，l / s；

tf———完全凝固所需时间，s；

T———温度，K；

va ———气 液界面可吸附氮的位

置；

v———固液 界 面 的 推 进 速 度，

m/s；

Xi———组元 i的摩尔分数；

Yi———沿凝固方向固 液界面的位

置，m；

α———表征溶质在固相中扩散程
度的物理量；

γ i

N
———二次相互作用系数；

δS———扩散边界层厚度，m；

ΔHi———摩尔组元 i由表面进入体

内的焓变，J /mol；

ρ i，j

N
———二次相互作用系数；

θi———组元 i的表面覆盖率；

θT———总表面覆盖率.

上 标

i———组元或固 液界面；

ad———吸附态.

下 标

eq———平衡态；

i———组元或固 液界面；

L———液相；

S———固相.

1 前言

氮和碳一样，在钢中以间隙原子的形式存在，且具有较强的强化能力

和耐蚀性能. 所以，以氮部分或全部代替碳的高氮钢在国外已被广泛用

作工具、模具、结构材料. 然而，氮在钢中的溶解度很小，因此提高钢中氮

的溶解度，抑制氮在凝固过程中的析出是制备高氮钢的关键. 目前，国外

用于制备高氮钢的方法有氮气加压法、粉末冶金法和表面渗氮法
［1］. 其

中氮气加压法的应用最有前途，其最高运行压力已达 4. 2 MPa［2］. 但

是，在氮气加压法渗氮过程中，还有许多理论问题，如氮在铁合金溶液

中的溶解度、氮在凝固过程中的偏析等尚需完善 . 本文在这些方面作

了探索 .
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2 氮在铁合金溶液中的溶解度

众所周知，氮在纯铁中的溶解度可由 Sievert 定律来预测，而氮在铁合金

溶液中的溶解度受其合金成分影响很大，要是能对这种影响进行定量的描

述，这对高氮合金钢溶氮量及其性能预测、计算是很有意义的.

在 Fe -N-2 -3 -⋯ -i -⋯ -n多元系中，氮的溶解反应为

1 /2N2 =［N］ （1）

由质量作用定律可得：KN = aN /（P N2
）1 /2 = fN［% N］/（P N2

）1 /2，则

fN［% N］= KN P N槡 2
（2）

整理后得

ln［% N］= ln KN + ln P N槡 2
- ln F N （3）

由式（3）可知，只要求出 fN 值，［% N］也就迎刃而解.众所周知，fN 应是

组元 N，2，⋯，n组成的函数，而氮含量又是温度、压力和组元 2，⋯，n组成

（x2，⋯，xn）的函数.因此，当 T，P N2
为常数时

ln fN = f（x2，⋯，xn） = 
n

i = 2

e
i

N
［% i］ （4）

将式（4）代入式（3），虽然能较好地反映常压下稀铁合金溶液的吸氮规

律，但当压力大于0. 1 MPa或合金含量较高时，发生明显的误差. 这可能

是由于在推导式（4）时忽略了压力影响以及套用稀溶液相互作用系数

所致.

考虑到压力的影响，用 F N 代替 fN，则

ln F N = f（x2，⋯，xn）ln P N槡 2
（5）

将式（5）进行泰勒展开（包括二次项），可得

ln F N = 
n

i = 2

ei

N
［% i］+ 

n

i = 2

γ i

N
［% i］［% i］
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+ 
n

i，j = 2

ρ
i，j

N
［% i］［% j］+ 

n

i = 2

E
i

N
［% i］ln P N槡 2

（6）

图 1 1 873 K下不同材料的氮溶解度
Fig. 1 Nitrogen solubility in several

materials at 1 873 K

将式（3）中的 fN 换成 F N，便可得氮

在铁合金溶液中的溶解度模型

ln［% N］= ln（KN P N槡 2
）- lnF N

（7）

由式（7）可知，当温度一定

时，只要知道合金成分和氮分压，

便可对氮的溶解度进行预测. 由

此作者计算了纯铁和几种常用钢

种在1 873 K下氮的溶解度（见图

1 曲线）. 由图 1 可知，根据式（7）

的计算值和文献［2］在 3 种 P N2
时

实验结果相当吻合. 在此，为了避

免套用稀溶液相互作用系数而带来的误差，式（7）中的系数均采用

Rawers的研究结果（见表 1）［2］.

表 1 计算中所用的相互作用系数
Ｔａｂｌｅ 1 Ｅｖａｌｕａｔｉｏｎ ｏｆ ｉｎｔｅｒａｃｔｉｏｎ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｆｏｒ Ｆｅ Ｃｒ ＭｎＮｉ ｓｙｓｔｅｍ

ei
N γ i

N
× 103 ρ i，j

N
× 103 E i

N
× 103

Cr Mn Ni Cr -Cr Mn -Mn Ni -Ni Cr -Mn Cr -Ni Mn -Ni Cr Mn Ni

- 0. 13 - 0. 087 0. 017 2. 3 0. 13 0. 8 0. 9 - 1. 5 0. 2 7. 3 11. 0 4. 8

3 钢水吸氮过程动力学

本文试图从微观动力学角度来解释表面活性元素对吸氮过程的影响.不

妨假设吸氮过程分三步进行：

N2 + 2va = 2Nad （8）

Nad =［N］i + va （9）



６７４　　

徐

匡
迪

●文
选—

—
—

钢
铁
冶
金
卷
︵
Ｂ
︶

［N］i =［N］ （10）

在低氧位或硫位下，液体表面可供氮吸附的位置很多，所以式（8），

（9）很快达到平衡，即［N］i =［N］eq . 此时反映液相传质的基元反应式

（10）起限速作用，其速率方程为：r = r10 = a k10（［% N］i - ［% N］） =

a k10 ×（［% N］eq - ［% N］），为一级反应.

在高氧位或硫位，液体表面大部分位置被表面活性元素（O，S）所占据，

此时可供氮吸附的位置减少，于是式（8）的吸附过程变为限速环节，其速率

方程为：r = r8 = a［k8（1 - Σθi）
2 /K2

N
］×（［N］2

eq
-［N］2），为二级反应.式中

（1 - Σ θi）为空位率.

根据上述的微观动力学推导，可以定性地说明表面活性元素对吸氮

反应的影响. 然而，吸氮反应速度常数 kN和 θi 间定量关系需由宏观动力

学知识导出. 假定表面活性元素 i在钢水内部和外表面的分配常数Kad

i
为

Kad

i
= θi /［（1 - Σ θi）αi］ （11）

即总表面覆盖率 θT = Σθi = ΣKad

i
× αi /（1 + ΣKad

i
× αi）. 引用 Hua［3］

等推荐

的经验关系可得

kN = 1. 19 1 - θ槡 T - 0. 19 （12）

式（12）给出了反应速度常数 kN和 θT 的定量关系.德田昌则［4］
在研究 S、O等

表面活性元素对 kN影响时，也发现了类似现象.而且式（11）中 Kad

i
为温度的

函数，即 ln Kad

i
= ΔHi /（RT）+ Ci（式中 Ci 为常数）. 在 1 873 K 时，CS =

- 4. 46，C0 = - 5. 65；ΔHi 为1 mol组元 i 由表面进入体内的焓变，ΔHS =

- 146. 3 kJ /mol，ΔH0 = - 167. 2 kJ /mol. 代入式（12），从而也反映了温度对 k

N的影响.

4 高氮钢凝固过程及偏析解析

发生于凝固期间的溶质再分配会影响凝固后的组织、性能的均匀性，应

予以重视.关于凝固期间固相充分扩散和无扩散两种情况下的溶质再分配，

Flemings等［5］
早已建立了相应的数学模型.

其实，固相扩散是很困难的，所以固相充分扩散的情况很少发生.对于置
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图 2 氮在凝固过程中的再分配固相
有限扩散，液相充分扩散

Fig. 2 Nitrogen redistribution
during solidification

换型原子，其固相扩散系数 DS 约为液相

扩散系数 DL 的千分之一，可视作固相无

扩散处理. 但是，对于诸如 C，N等间隙

原子，其固相扩散不能忽略，所以有必要

寻求一种新的溶质再分配模型.

假设：1）Fe -N相图的液相线和固

相线是直线；2）液相完全扩散，固相不

完全扩散；3）固 液界面的推进速度 v

随时间 t 按抛物线规律减小，则 v =

（L/2tf）t
- 1 /2，Yi =（L/2tf）t

1 /2；4）溶质

元素在固相中的扩散边界层厚 δS（见

图 2）为 δS = 2DS /v；5）溶质横向分布

均匀，故取单位横截面. 如图 2 所示，试

样自左向右逐渐凝固，在这时刻，对体

积元 dV（dV = dY）应用质量守恒定律

（CL - C i

S
）LdfS = L（1 - fS）dCL

+ 1 /2（δS × dC i

S
） （13）

整理且两边积分，可得

C
i

S
= mC0［1 -（1 - 2αm）fS］

（m- 1）/（1 - 2αm） （14）

这就是固相不完全扩散、液相充分扩散条件下的溶质再分配模型.式中 α =

DStf /L2
是表征固相扩散程度的物理量，α越大，固相扩散越完全.但是，在式

（14）的推导过程中，用边界层近似代替了实际固相扩散过程，Cynle［6］
曾推

算，当 α > 0. 1 时，由此而带来的误差 Σ不可忽视.这可能是为什么lim
α→�

C i

S
无

法还原到固相充分扩散式的缘故. 因此，引进 α 修正式 α' = α［1 - exp（-

1 /α）］- exp（- 1 /2α）代替 α，结果令人满意.由式（14）即可对 Fe -N熔体凝

固过程进行解析，图 3 是 Fe 1% N在各种 α下的T fS曲线.

凝固 终 了 fS = 1， 此 时 固 相 成 分 CE

S
为 CE

S
= C

i

S fS = 1
=

mC0｛2α' m｝（m- 1）/（1 - 2α' m），则熔体凝固后溶质元素的偏析程度 DP 为
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DP =（C E

S
- C0）/C0 = m｛2α' m｝（m- 1）/（1 - 2α'm） - 1 （15）

DP 越接近 0，偏析就越小. 图 4 为 Fe -N熔体的 DP -α曲线. 由图 4 可知，随

α值的减小，即固相扩散越慢，枝晶臂间距越大，材料的微观偏析也越显
著，严重时会影响材料的性能，特别是耐蚀性和耐磨性. 对于高氮钢，α 在
2 ～ 3 之间（图 4 中阴影部分），DP 可达 5%，所以在高氮钢熔炼时应考虑

避免偏析. 同时，α 值减小，也会导致固液界面前沿氮量积累增加，氮气
泡析出的危险增加. 所有这些均不利于高氮钢的生产，应尽力避免.

图 3 Fe 1% N熔体凝固解析
Fig. 3 Evaluation of solid，fication of

Fe 1% N melt

图 4 固相扩散对 Fe -N熔体氮偏析度的影响
F ig. 4 Influence of solid diffusion on segregation

of nitrogen in Fe -N melt

图 5 不同材料凝固过程中氮的平衡压力曲线（α = 3）

（a）［N］0 = 0. 1% ； （b）［N］0 = 0. 2%

Fig. 5 Relations between equilibrious pressure of nitrogen at solid-liquid
interface and solid phase ratio
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5 高氮钢凝固过程气泡生成反应

根据上节讨论可知，随着凝固过程的进行，固 液界面处液相中氮浓度变

化为 Ci

L
= C i

S
/m = C0 ×｛1 -（1 - 2α' m）fS｝

（m- 1）/（1 - 2α' m）. 所以，凝固过程中氮

的平衡压力变化为 P N =（F NC i

L
/KN）

2 . 随着凝固过程的进行，残留熔体的

［N］量不断增加，P N 也随之增加（见图 5）.当 fS = 1时，氮的平衡压力达最大

P Nmax =（F NC E

L
/KN）

2 . 由图 5（b）可知，对于 Fe 0. 2% N合金，当 α = 3 时，

P Nmax = 10. 23 MPa. 如果有氮气泡形核条件，那么完全有可能克服表面张力

（2σ /r）、静压力（P M）而析出.为此，高氮钢需要加压凝固，且为了避免氮析出

所需施加的最小压力为 P min = P Nmax - P M - 2σ /r. 当然，实际在高氮钢凝固过

程中，由于含较高的合金元素，增加了氮的溶解度，所以为避免氮气泡析出的

压力可能较上述计算值小得多.由图 5 可知，在同样的氮量（0. 2%）下，Fe-

13Cr的 P Nmax = 0. 74 MPa，而 Fe-18Cr-9Ni的 P Nmax = 0. 33 MPa，但其值都高

于大气压，故需加压凝固.

在我国，由于市场需求、高氮钢冶炼困难等因素，高氮钢的研究和应用明

显落后于发达国家.可以相信，随着对材料性能要求的提高，相应买方市场的

出现，氮在代替合金元素、强化和改善材料性能等方面的优越性必将得到应

有的重视，高氮钢的应用也会日趋普遍.
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15 吨铁浴熔融还原工业性试验
?

摘要 上海市于 1992 ～ 1993 年在上钢五厂的 15 吨复吹转炉上完

成了铬矿、氧化镍、铁矿的熔融还原工业性试验，炼成了 Cr13、Cr18Ni8

两种不锈钢母液和铁液 . 不锈钢母液的熔融还原以含碳铬矿团块、氧化

镍矿冷料入炉，过程速率平均为0. 16 ～ 0. 25［% Cr］/min；铁矿的熔融

还原以巴西铁矿氧化球团为原料，冷态入炉，反应速率常数约为 0. 1

kmol（O2） /［（% TFe）·m2 ·min］. 试验中，二次燃烧率达 24% ～
48%，二次燃烧热能利用率为 80% . 通过试验，建立了监察渣况的有效

手段，掌握了各种参数的合理匹配关系 .

1 前言

铁浴式熔融还原是现在冶金界普遍倾向的方法. 日、美都在政府参预

下进行了全面的中间试验. 在铬矿的熔融还原方面，日本完成了 150 t 级

规模的试验，实现了不锈钢的双联（铁浴式熔融还原 脱碳保铬吹炼）

生产.

在上海市科委领导下，上海第五钢铁厂、上海市钢铁冶金新技术开发应

用重点实验室、上海钢铁工艺技术研究所合作，于 1992 年开始进行了 15 t级

Cr-Ni系和 Cr系两种不锈钢母液的熔融还原工业试验以及铁矿石的熔融还

原.这对国产不锈钢保持市场竞争力以及上海地区转炉炼钢改进等问题都有

重大意义.

 本文合作者：侯树庭、徐明华、张怀珺、杨兴林、蒋国昌、徐建伦、张晓兵.原发表于《钢
铁》，30（8），1 ～ 8（1995）
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2 试验条件和方法

15 t顶底复吹转炉配有 YEWPARK Ⅰ型控制系统和音平（dB）监控系

统.冷炉衬经 2 h洗炉和升温后，兑入低磷铁水，加热增碳至 4. 5% 以上.铁水

温度高于 1 873 K，开始投料进行熔融还原.

铬矿以预制的含碳冷固团块形式入炉，所用铁矿石是巴西氧化性球团；

NiO以小于5 mm的小颗粒状态直接加入.

采用单通道双流氧枪供氧，顶枪供氧强度 50 ～ 90 m3 /min.底吹氮的搅拌

强度在5. 0 kW/t以下.试验熔渣组成为（% CaO）/（% SiO2）= 0. 8 ～ 1. 2，而

且（% MgO）+（% Al2 O3） < 40.

试验过程中，炉气的温度、流量、成分和含尘量均在烟道中测定.温度和

成分连续检测，流量和含尘量间断测定.

3 结果与讨论

熔池内主要元素的典型变化规律示于图 1，成品的典型成分为

14. 7［% Cr］的母液、13［% Cr］～ 14. 5［% Ni］的母液和 4. 5［% C］的铁液.

图 1 试验熔池内主要成分和温度的变化
Fig. 1 The variation of bath temperature

and composition in this pilot test

图 2 铬矿熔融还原试验时渣成分、

温度在还原区的分布

Fig. 2 The influence of the slag composition

and temperature on the process during

Cr-ore smelting reduction

○—试验结果；A—只有硅酸盐的快速还原区；
B—硅酸盐 +尖晶石的快速还原区
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3． 1 氧化铬的还原

本试验重点考察了加矿速率、加焦速率及熔池温度对铬矿还原速率（用

d［% Cr］/dt表示）的影响.

不同渣系和不同熔池温度条件下，铬矿的还原有两个反应速率不

同的区域（图 2 的 A区和 B区）. 两区的划分主要是因为 B区内尖晶石

的形成能阻碍氧化铬的还原 . 本试验所取试样基本上都落在图 2 的 A

区中，这是由于对（% MgO） +（% Al2 O3）和熔池温度进行了动态控

制之故 .

本试验结果与日本几家公司的试验数据基本吻合，见表 1. 冷固团块的

还原速率大致高于氧化性球团，而预还原度高者优于预还原度低者，预热者

更好.图 3 表明还原速率都随着加矿速率的增加而增加；并且提高焦矿比有

重要作用.事实上，只有在焦矿比大于理论预测所得的当量值（本试验中为

1. 5）时，加入的矿才可能即时被还原.

表 1 试验主要结果及 5 ｔ以上规模工业试验文献数据
Ｔａｂｌｅ 1 Ｔｈｅ ｍａｉｎ ｒｅｓｕｌｔｓ ａｎｄ ｓｏｍｅ ｌｉｔｅｒａｔｕｒｅ ｄａｔａ ｗｈｉｃｈ ｓｉｚｅ ｉｓ ｏｖｅｒ 5 ｔｏｎｓ

熔融还原方法

供 矿

状 态
强度 kg/
（t·min）

供氧强度

m3 /（t·min）
熔池温度

�

还原速率

% Cr /min

平 均 最 大

复吹、顶喷煤粉 氧化性球团 3. 5 1 660 0. 06

顶底侧吹、投矿 矿粉 7. 7 1 660 0. 14

复吹、投矿 球团（预还原 60%） < 3 3. 18 1 570 0. 147

复吹、投矿 球团（预还原 66%） 6. 7 1 615 0. 22 0. 29

复吹、投矿 球团（预还原 80%） ～ 30 4. 8 1 605 0. 70 0. 97

复吹、投矿（本

试验）
冷固含碳团矿 7. 42 4. 5 1 595 0. 16 0. 25

图 4 是加矿速率、温度与（% TCr）的关系.在给定的温度下，加矿速率的

增加使（% TCr）呈积累势. 如果试验温度升高，还原就会加快，则（% TCr）

呈减少势.在加矿终止后，氧化铬的还原也具有同样规律.这反映加矿速率的
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图 3 铬矿熔融还原过程中加矿速率和还原

速率的关系

Fig. 3 The relation between lump feeding rate

and reduction rate in the Cr-ore smel-

ting reduction process

图 4 不同铬矿熔融还原试验中熔池温

度与熔渣含铬量的关系

Fig. 4 The relation between the Cr con-

tent in metal and slag in various

processes of Cr-ore smelting reduc-

tion

增加受供能速率的制约.温度给定时，有一个许可的最大加矿速率，或许可得

最高（% TCr）. 实际的（% TCr）愈接近这个最高的（% TCr），对加快还原愈

有利.

日本的经验反复说明，铁浴式熔融还原有一条基本原则：必须依托厚渣

层将转炉上部顶吹氧造成的高氧化性气氛和下部三相（渣、金、碳）充分混合

的强还原区“隔绝”开. 若一旦将厚渣层击穿，就会使已还原的铬发生重氧

化.另一方面，厚渣层中顶枪氧流冲击坑近旁的铁珠极大多数难逃重氧化.本

试验也证实了这个规律.

重氧化不仅降低了还原速率，而且严重时会造成难以承受的烟尘率.据

新日铁报道，在正常操作条件下，铁矿熔融还原的烟尘率也有 5% ～ 10%，可

见铁浴式熔融还原中重氧化的控制是核心技术.本试验中，还原铬矿时，铬的

烟尘率为铬投入量的 4. 3%，或母液总重量的 0. 5%，铁的烟尘率是母液总

重量的 5. 4%；还原铁矿时，铁的烟尘率是母液总重量的 5. 7% . 这大体上与

新日铁的结果吻合.

3． 2 铁氧化性球团的还原

相对于铬矿而言，铁氧化性球团的还原反应快得多.随着加矿速率的增

加，（% TFe）的累积显著慢于（% TCr）. 由此可见，氧化性球团的熔融还原

过程中还可增加投料强度，既快又不导致喷溅的投料强度.在本试验中靠采

用音平（dB）控渣系统而成功地实现.
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图 5 铁矿石熔融还原时不同条件下
（TFe）% 与还原速率的关系

Fig. 5 The relation between reduction rate and
（% TFe）in various processes of Fe-ore
smelting reduction

符号 渣量等试验条件 试验者

○ 0% ～ 10%

□ 10% ～ 20%

■ 平均 40% 本试验

△ 50% ～ 60%

 喷砂粉

若渣 量 不变，（% TFe）愈

高，则还原反应驱动力愈大；若

（% TFe）不变，渣量愈大，还原

也愈快，见图 5. 这一方面是由于

三相（渣、金、碳）充分混合的反

应区得以扩大，更重要的是减小

了重氧化的几率. 新日铁［7］
的看

法也如此.

另一个影响还原速率的关键

因素是温度，随着温度升高速率常

数增加. 同时，随着炉容量和渣量

的增加，发现表观活化能下降.

3． 3 ＮｉＯ的利用

NiO极易还原. 本试验发现，

加料期间积累的（NiO）仅 1% . 随

着（% TCr）的下降，（% NiO）可

低达 0. 2%，即渣中残镍只占镍加

入量的 0. 5% . 但实际上 Ni 的收

得率不超过 95% .

通常，氧化镍含硫甚高. 而本试验的加料期间，若焦矿比大于当量值，

［% S］稳定在 0. 14% 水平上；反之则为 0. 1% 左右；这可能是气化脱硫程度

不同而造成的差异.

3． 4 燃烧与热传输

熔融还原的冶炼周期主要为熔融还原反应器中的能量输入速率所左右.

从上钢五厂目前的条件出发，由于没有预还原设施联动，该能量输入只有依

靠二次燃烧率（PC）及其热能利用系数（ηPC）来解决. 本试验中，PC 为

24% ～ 48%，与国外提出的≥ 40% 的指标接近.

底吹搅拌强度（ε）对二次燃烧及其热能利用系数有影响，表明增强搅拌
有利于增加 ηPC，但会降低 PC，见图 6.

另一个影响 ηPC的因素是枪位（本文用顶枪氧流的冲击强度指数 ψ 表
示），随着 ψ的增加，ηP C升高.这说明“火点”应在厚渣层的顶部之中.
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总之，操作的关键在于顶枪氧流、底吹搅拌强度和渣层特征这些因素之

间要有恰如其分的匹配.对有效的能量输入来说是这样，对抑制重氧化来说

也是这样.

图 6 底搅拌强度对二次燃烧率 PC及其

利用率 ηP C的影响

Fig. 6 The effect of stirring intensity on the

post combustion ratio and its efficiency

○、△—5 t；▲、●—本试验

图 7 焦炭 /熔渣比对熔渣喷溢的影响
Fig. 7 The effect of coke /slag ratio on

possibility of slag slopping

3． 5 熔渣的泡沫化和喷溅

铁和铬、镍氧化物的还原过程都存在熔渣的泡沫化问题.本试验发现，熔

渣的喷溅和溢出在很大程度上取决于渣中碳含量，见图 7.

3． 6 物料渣耗和金属收得率

本试验中的典型物料平衡示于表 2，而表 3 是相应的消耗量.

表 2 投入产出一览表
Ｔａｂｌｅ 2 Ｔｈｅ ｍａｔｅｒｉａｌ ｂａｌａｎｃｅ

投 入 产 出

原铬矿，t 焦炭，t 氧气，m3 石灰，t
母 液

% Cr % C 重量，t
烟尘，t 废气，m3 熔渣，t

9. 7 13. 8 8 100 2. 7 14. 7 5. 7 17. 7 3. 2 897 8. 1
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表 3 冶炼 Ｃｒ13 母液时的消耗及铬收得率
Ｔａｂｌｅ 3 Ｔｈｅ ｍａｔｅｒｉａｌ ｃｏｎｓｕｍｐｔｉｏｎ ａｎｄ ｔｈｅ ｙｉｅｌｄ ｏｆ Ｃｒ ｉｎ ｔｈｅ ｓｍｅｌ

ｔｉｎｇ
ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ ｆｏｒ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌ ｍａｓｔｅｒ ｍａｔｅｒｉａｌ Ｃｒ13

含碳团块，kg 炉衬，kg 石灰，kg O2，m3 N2，m3
焦炭，kg 金属烟尘，% 铬收得率，%

548 11. 5 152. 5 456. 2 37 780 5. 9 85. 36

注：根据炉底蚀损速率推算.

影响收得率的因素有二：① 渣中残余量. 加矿结束后的终还原必须改

进；② 金属的烟尘损失.应大大加速反应过程，缩短生产周期.

在进行不锈钢母液的试验时，MgO-C质炉衬的损耗比炼钢时还小，能适

应工业化要求.

3． 7 两个有关试验顺行和安全的问题

（1）炉容比和供氧强度

铁浴熔融还原的渣量是转炉炼钢（非少渣）的 2 ～ 5 倍，相当于炉容比减

小，一般只在1. 17 ～1. 58；煤气发生量则是后者的 1. 5 倍，因而易喷溅.本试验

的炉容比为 1. 02 ～1. 10，供氧强度曾高达 4. 3 m3 /（t·min），而吹炼平稳，这和

使用音平控渣仪实施在线监察不无关系.

（2）煤气中的氧含量

铁浴熔融还原要求 PC 高，还原过程比转炉炼钢的枪位易出现偏高.同

时，氧流对熔池面冲击不强.但只要渣中有足够的碳量，该含氧量可落在安全

范围内.

4 结论

上海市于 1992 ～ 1993 年在上钢五厂 15 t复吹转炉进行了铬矿、氧化镍、

铁矿的熔融还原工业试验，炼成了 Cr13 和 Cr18Ni8 两种不锈钢母液以及

铁液.

试验用原料为含碳铬团块、氧化镍原矿、氧化性铁球团，入炉时未经预热

预还原.不锈钢母液试验中，铬的熔融还原速率平均达 0. 16［% Cr］/min，最

高为 0. 25. 渣中残镍仅 0. 2% . 铁矿的还原速率常数约为 0. 1 kmol（O2）/

［（% TFe）·m2·min］. 这些都和国际上目前报道的同吨位规模试验的先进

水平一致.
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铁浴熔融还原的关键在于顶吹氧流、厚渣层及底搅拌强度三者之间的合

理匹配，以求解决高强度供能与重氧化的矛盾；而且加矿速率必须和供能强

度适应.本试验依靠供气的计算机控制系统、音平控渣系统等手段以及恰当

地选择各种工艺参数的工艺方案较好掌握了熔融还原过程，使之能在设定温

度下顺利地进行，取得 P C = 24% ～ 48%，ηPC最高达到 80% 等成果.

在上钢五厂实现铁浴式熔融还原的中试生产已具备良好的基础.

Ｐｉｌｏｔ Ｔｅｓｔ ｏｆ Ｂａｔｈ Ｓｍｅｌ Ｔｉｎｇ Ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ
ｉｎ 15 ｔ Ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ

Ａｂｓｔｒａｃｔ Ｄｕｒｉｎｇ 1992 1993，ａ 15 ｔ ｃｏｍｂｉｎｅｄ ｂｌｏｗｎ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ ｗａｓ ｕｓｅｄ ｔｏ
ｒｕｎ ｔｈｅ ｐｉｌｏｔ ｔｅｓｔ ｏｆ ｓｍｅｌｔｉｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ Ｃｒｏｒｅ，Ｎｉｏｘｉｄｅ ａｎｄ ｉｒｏｎ ｏｒｅ ａｔ Ｓｈａｎｇ
ｈａｉ Ｓｔｅｅｌ Ｗｏｒｋｓ Ｎｏ． 5． Ｔｗｏ ｋｉｎｄｓ ｏｆ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌ ｍａｓｔｅｒ ｍａｔｅｒｉａｌ，Ｃｒ13，

Ｃｒ18Ｎｉ8 ａｎｄ ｈｏｔ ｍｅｔａｌ ｗｅｒｅ ｏｂｔａｉｎｅｄ． Ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｆｏｒ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌ ｗａｓ ａｄｏｐｔｅｄ
ｔｈｅ ｃａｒｂｏｎ ｂｅａｒｉｎｇ Ｃｒｏｒｅ ｌｕｍｐ ａｒｄ Ｎｉｏｘｉｄｅ． Ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｉｎｇ ｒａｔｅ ｉｎ ａｖｅｒａｇｅ ｗａｓ
ｆｏｕｎｄ ｔｏ ｂｅ 0. 16% 0. 25% ／ ｍｉｎ． Ｆｏｒ ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｏｆ ｈｏｔ ｍｅｔａｌ，ｔｈｅ ｉｒｏｎｏｒｅ ｐｅｌ
ｌｅｔｓ ｐｒｏｄｕｃｅｄ ｂｙ Ｂｒａｚｉｌ ａｓ ｒａｗ ｍａｔｅｒｉａｌ ｗｅｒｅ ａｄｄｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ ｉｎ ｃｏｌｄ ｓｔａｔｅ．
Ｔｈｅ ａｖｅｒａｇｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｒａｔｅ ｗａｓ ｓｈｏｗｎ ｔｏ ｂｅ ａｂｏｕｔ 0. 1 kmol （O2）/

［（% TFe）·m2·min］. Ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｉｓ ｐｉｌｏｔ ｔｅｓｔ，ｔｈｅ ｐｏｓｔ ｃｏｍｂｕｓｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ｒｅａｃｈｅｄ
24% 48%，ａｎｄ ｉｔｓ ｈｅａｔｉｎｇ ｅｆｆｉｃｉｅｎｃｙ ｗａｓ 80% . Ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｈｉｓ ｐｉｌｏｔ ｔｅｓｔ，ｔｈｅ ｅｆｆｅｃ
ｔｉｖｅ ｍｅａｎ ｔｏ ｍｏｎｉｔｏｒ ｓｌａｇ ｂｅｈａｖｉｏｕｒ ｗａｓ ｅｓｔａｂｌｉｓｈｅｄ ａｎｄ ａｎ ｏｐｅｒａｔｉｎｇ ｐｒｏｃｅｄｕｒｅ ｔｏ
ｍａｔｃｈ ａｌｌ ｔｈｅ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｗａｓ ｒｅａｓｏｎａｂｌｙ ｏｐｔｉｍｉｚｅｄ．
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金属中氧化物及氮化物分量的测定
?

摘要 介绍 Leco TC-436 氧氮测定仪同时测定金属中的氧化物及氮化

物分量的惰性气体脉冲加热法，即调节升温速度使各种氧化物和氮化物在

不同的温度下分解出来.同时分析了升温速率对检测结果的影响.

1 前言

金属中的氧含量和氮含量对金属的质量是一个很重要的指标.关于金属

中的氧、氮的测定，目前主要有以下方法：（1）真空熔融微压法；（2）化学蒸

馏 容量法，即 Kjehldal法；（3）惰性气体脉冲（或高频）库仑法定氧等.但

这些方法通常只能测定试样中的总氧量或总氮量.随着人们对金属产品质量

要求的提高，往往需要知道金属中的氧化物和氮化物的分量，而目前的分析

方法不能满足以上要求.

美国 LECO公司生产的 TC-436 氧氮测定仪，既可采用恒温测定氮氧总

量，又可采用逐步升温法或台阶式升温法进行测定，这样为分析试样中的不

同氧化物、氮化物提供了可能性，但 LECO公司并没有成熟的分量分析技术.

作者利用 TC-436 氮氧测定仪摸索了金属中氮化物和氧化物分量的测定方

法.方法保持了快速、准确、操作方便的特点，试样准备也简单.

2 仪器的原理和分析方法

TC-436 氧氮分析仪采用脉冲加热方式，即将装于石墨坩埚内的试样放

 本文合作者：陈启文、马金昌、郭曙强、徐建伦、蒋国昌.原发表于《上海金属》，17（4），
52 ～ 55（1995）
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入脉冲炉中，在惰性气氛（氦气）下熔融.试样中的氢、氧、氮分别以 H2、CO和

N2 的形式释放出来，随同氦气流通过温度为 400� 的稀土氧化铜，使 CO变

成 CO2，氢氧化成水，混合气流进入红外线室.从 CO2 的含量测得氧量，然后

再通过碱石棉和无水过氯酸镁吸收管，除去 CO2 和H2 O，氦携带N2 进入热导

池检测氮.然后将红外池和热导池所得电信号经微机处理，直接以氮和氧的

重量百分数显示.流程图如图 1 所示.

图 1 LECO TC-436 氧氮分析仪主气路示意图

TC-436 型氧氮检测仪和它的前身 TC-136 在功能上有所不同. TC-436 可

以在计算机的控制下，使加热炉逐步升温或台阶式升温.在装有炉内测温装

置的情况下，还可显示加热炉的温度.以前的 TC-136 一般不具备此种功能，

只能通过所提供的功率显示估计炉内温度. TC-436 可根据试样中的氧化物、

氮化物种类，即它们的分解温度差异，确定升温速率和台阶的大小.

先准备含某单一氧化物、氮化物的金属试样，根据其中氧化物、氮化物的

分解温度，摸索其分解功率供给速率，得到一系列单一氧化物、氮化物中氧氮

释放曲线.在分析含多种氧化物、氮化物的金属试样时，可根据所得到的这一

系列曲线，结合它们的分解温度来判断金属中氧化物、氮化物的种类.然后换

算得到它们各自的含量.

3 试样的制备

使用还原铁粉加 0. 1% 重量的石墨，在1 550� 的刚玉坩埚中熔化，至熔
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清时，加入适量的 Fe2 O3，并吹入一定量的 N2，然后加入适量的 Si，Al，Mn，

Ti，B制成 Fe-Si，Fe-Al，Fe-Mn，Fe-Ti，Fe-B合金，用石英管搅拌，快速抽取

直径5 mm的棒状试样.冷却后，在钻床上用粗砂纸打磨表面，细砂纸抛光.然

后切成10 mm左右的小段，用丙酮处理表面.分析前取出，用滤纸擦干，称重，

分析.

多组元合金试样的制备采用同样方法. 加入第一组元后取样，再加入

第二组元取样. 根据金属的性质，一般先加入 Mn，然后依次是 Si、Al、Ti、

B等.

4 分析条件控制技术

分析过程中，对每一种试样，须确定特定的加热炉常数.以下几种方法可

以使炉子的控制更加简单些.

（1）对具有未知分析总时间的混合物试样，将分析时间按最大分析时间

考虑，以便在整个分析过程中没有任何峰值“丢失”，并且控温程序有充分的

时间完成.

（2）温度变化速率决定了定量测定分量的可能性.对加热功率的考虑，

一般是终点功率低于脱气功率（outgas high）（一般低 500 W）.不使坩埚中的

污染物和试样一起放出气体.设置起始功率要远低于氮化物、氧化物分解所

需的最低功率.

（3）将自动分离键设置在 ON位，以便每个峰值的含量百分比及峰值的

数目都将打印出来.

5 试验结果及讨论

图 2，图 3 是 Fe + Al金属样中 Al2 O3 和 AlN含量的分析曲线. 类似 Fe

+ Al试样，可以做出 Fe + Si，Fe + Mn，Fe + Ti，Fe + B以及含其他合金

元素的金属样的分析曲线（略）. 从这些曲线可以看出，在一定的起始功

率下 Al2 O3、AlN的分解起始功率，即起始温度，以便分析含多种合金元

素的试样时，进行对照. 图 4，图 5 是含两种合金元素 Al，B的试样的分解

曲线.
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图 2 氧化铝的分解曲线 图 3 氮化铝的分解曲线

图 4 氧化铝，氧化硼的分解曲线 图 5 AlN，BN的分解曲线

从图 2，3 和图 4，5 两组图形的对照来看，Al2 O3 的分解高峰功率在

4 000 W左右，说明有较好的比照一致性.

在得到一系列 Fe加单合金元素的试样的分解曲线以后，我们可以结合

计算氧化物、氮化物的分量.在分析过程中，氧化物的分解顺序一般是：FeO/

Fe2 O3 -MnO-SiO2 -Al2 O3 /CaO-TiO2，氮化物的分解顺序是：Si3 N4 -AlN-TiN

（ZrN）.

图 6，7 是某管线钢的分析曲线.管线钢的成分是：0. 05% C，0. 195% Si，

0. 765% Mn，0. 02% Ti，0. 019% Zr.熔炼条件是：中频感应炉返回料熔炼，

Al脱氧.分析条件是：最低功率1 500 W，最高功率3 500 W，功率递增速度 25

W/s.

图 6 管线钢中氧化物的分解曲线 图 7 管线钢中氮化物的分解曲线

分析过程中发现，最低功率为2 500 W时，无明显分开的峰.所以，确定合
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理的最低功率和合理的升温速度对区分各种氮化物、氧化物有较大的影响.

从分析结果看，试样中存在以下氧化物和氮化物：MnO、SiO2、Al2 O3、

TiO2（ZrO2）；Si3 N4、AlN、TiN.通过换算可得到各自的含量，氧化物含量为

MnO = 0. 017%、SiO2 = 0. 031%、Al2 O3 = 0. 045% .

由于合金中 Ti、Zr的含量很低，在所提供的分析条件下，TiO2、ZrO2 的分

解峰值来不及区分，氧就释放完全.所以认为 TiO2、ZrO2 共同占有的氧量为

0. 015 3% .

氮化物含量为

Si3 N4 = 0. 002%、AlN = 0. 006%、TiN（ZrN）= 0. 02% .

6 结论

（1）利用 Leco TC-436 氮、氧分析仪测定金属中的氮化物、氧化物分量是

可行的，而这种分量的测定对系统了解金属中氮化物、氧化物夹杂具有重要

意义.

（2）使用逐步升温法分离氮化物、氧化物时，升温速度对氮化物、氧化物

的分离具有较大的影响.由于缺乏直接的温度测量，这里升温速度是由加热

功率来显示的.

Ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔ ｏｆ Ｏｘｉｄｅ ａｎｄ Ｎｉｔｒｉｄｅ
Ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ｉｎ Ｍｅｔａｌ

Ａｂｓｔｒａｃｔ Ｔｈｅ ｓｉｍｕｌｔａｎｅｏｕｓ ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔ ｏｆ ｏｘｉｄｅ ａｎｄ ｎｉｔｒｉｄｅ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ
ｉｎ ｍｅｔａｌ ｂｙ ｉｎｅｒｔ ｇａｓ ｐｕｌｓｅ ｈｅａｔｉｎｇ ｉｎ Ｌｅｃｏ ＴＣ436 ｏｘｙｇｅｎｎｉｔｒｏｇｅｎ ｄｅｔｅｒｍｉｎａｔｉｏｎ
Ｉｎｓｔｒｕｍｅｎｔ ｗａｓ ｉｎｔｒｏｄｕｃｅｄ． Ｔｈｅ ｏｘｉｄｅ ａｎｄ ｎｉｔｒｉｄｅ ｃａｎ ｂｅ ｄｅｃｏｍｐｏｓｅｄ ａｔ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ
ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｔｈｒｏｕｇｈ ａｄｊｕｓｔｉｎｇ ｈｅａｔｉｎｇ ｒａｔｅ． Ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｎｃｅ ｏｆ ｈｅａｔｉｎｇ ｒａｔｅ ｏｎ ｔｅｓｔ
ｒｅｓｕｌｔｓ ｗａｓ ａｌｓｏ ａｎａｌｙｚｅｄ．
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含碳团块 铁浴二步法熔融还原

冶炼碳素铬铁和不锈钢母液
?

摘要 含碳团块 铁浴二步法熔融还原，选用环型还原焙烧炉预还原含

碳铬矿团块、转炉铁浴终还原二步流程冶炼碳素铬铁和不锈钢母液.该流程

被设计成一个封闭系统，以使能量得到反馈利用，且以煤代焦；铁浴中余渣

残铬由低浓度铁液吸收，以提高铬的回收率.在物料平衡和热平衡基础上对

该法冶炼碳素铬铁和不锈钢母液进行了计算机模拟，结果表明，用本设计流

程生产碳素铬铁的总能耗低于埋弧电炉的相应指标约122 kg/ t标煤，铬回收

率提高约 3. 4% .

1 前言

二步法熔融还原作为生铁、铁合金及高合金钢母液的新冶炼技术已

得到国内外冶金界的高度重视. 尽管开发此项新技术的最终目标是以生

铁为其主要产品，但首先进入工业规模试验的则是铁合金或高合金钢母

液的熔融还原，这是因为后者可在相当小的生产规模下显示出经济上的

竞争力. 一般这种竞争力应是以下几项技术经济指标的综合结果，即：

1）生产率，2）能源结构及能耗，3）临界生产规模和生产成本，4）设备

投资，5）公害处理设施的投资及运行费用，6）过程可控性. 其中最关键

的是能耗. 本文借助于计算机模拟计算结果，讨论铬熔融还原技术的能

耗问题，以及介绍在转炉铁浴终还原器中用低浓度铁液回收余渣残铬等

问题.

 本文合作者：张晓兵、蒋国昌、徐建伦.原发表于《化工冶金》，14（3），199 ～ 206（1993）
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2 工艺流程选择

二步法熔融还原技术有许多工艺流程.前文中作者已指出，选用复吹转

炉作为终还原器是最有吸引力的方案
［1］，就预还原而言，铬和锰一样都必须

采用含碳团块，这是与铁不同之处.作为含碳铬矿团块的预还原反应器，回转

窑是比较成熟的，而最近旋转反应器（环型还原焙烧炉）已在铬矿的固态还

原中显示出某些优于回转窑的特点.

本文按含碳团块 铁浴的工艺流程（图 1）进行铬熔融还原的模拟计算.

此设计具有如下特点.

图 1 工艺流程和物料平衡图
Fig. 1 The chart of the process and the material balance

（1）转炉为间断操作，每炉结束时不带渣出铁，将渣及少量残余合金液

留在炉内，然后一次加入下炉所需之全部铁料，使其与剩余合金液之总量能

满足开吹之需.开吹后，利用余渣中的残碳作为部分燃料使加入的铁料熔化、
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升温，并利用低浓度合金液吸收余渣中的残铬，然后再出渣.这样余渣中铬得

到充分回收，渣中 Cr2 O3 含量可小于 1%，而现用埋弧电炉生产碳素铬铁余渣

中 Cr2 O3 含量为 3% ～ 5% .出渣后，在连续加团块及渣料等条件下进行熔融

还原吹炼.

（2）充分考虑了能量在本系统内的反馈利用.采取两条措施：① 将转炉
废气直接热送旋转床反应器作为预还原和预热的主要能源；② 为避免经预
还原后的高温团块在冷却过程中再氧化和燃烧，采用氮气冷却.预还原团块

冷却至 650� 左右，而鼓入氮气得到加热，用于预热和干燥团块，另外全过程

以煤代焦.

（3）设置缓冲容器，以解决转炉（间断操作）和旋转床反应器（连续运

行）之间的衔接.即在输送转炉废气的途中并联贮气罐，作为转炉出铁和出渣

时调节环型还原焙烧炉输气之用.预还原团块经适当冷却后直接喂入转炉或

暂存于料仓内，不采用高温热装.

3 物料平衡和热平衡及模拟计算结果

本文以含 20% ～ 60% Cr 和 7. 15% ～ 8. 17% C的高碳铬铁及不锈钢母

液为对象，其假设成分如表 1.计算中涉及到的各种物料的组成见表 2.系统

内各阶段气相组成变化由表 3 给出，各热力学参数示于表 4.

表 1 合 金 成 分
Ｔａｂｌｅ 1 Ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ｏｆ ａｌｌｏｙ

% Cr % Fe % Si % C % S（<） % P（<）

1 20 72. 26 0. 5 7. 15 0. 030 0. 025

2 40 51. 75 0. 5 7. 66 0. 032 0. 030

3 60 31. 24 0. 5 8. 17 0. 040 0. 035

表 2 各物料的成分
Ｔａｂｌｅ 2 Ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ｏｆ ｍａｔｅｒｉａｌｓ

TCr TFe MCr MFe C P S H N CaO SiO2 MgO Al2 O3 Fe2 O3

Ore 31. 64 14. 12 0. 39 3. 62 9. 92 13. 21

Coal 79. 45 0. 01 0. 66 4. 38 0. 82 0. 35 2. 24 0. 14 1. 03 1. 37

Lime 0. 015 93. 0 3. 9 2. 7 0. 25
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（续 表）

TCr TFe MCr MFe C P S H N CaO SiO2 MgO Al2 O3 Fe2 O3

Liner 5. 0 0. 01 54. 0 2. 55 41. 94 1. 50

Ash 24. 43 11. 11 1. 73 13. 02 19. 96 15. 28

Dry pellets 25. 62 11. 44 11. 92 0. 009 0. 10 3. 63 3. 74 8. 14 10. 79

Pre-reduced 29. 70 13. 27 14. 85 11. 94 7. 37 0. 011 0. 115 4. 21 4. 34 9. 44 12. 52

pellets

Slag 1. 0 0. 10 0. 48 20. 46 12. 83 29. 64 34. 98

表 3 物料平衡图中气体成分
Ｔａｂｌｅ 3 Ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ｏｆ ｇａｓｅｓ ｉｎ ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ

V（Nm3 / t） T（� ） % CO % CO2 % H2 % H2 O % N2

Gas A 985 1 790 55. 19 29. 04 3. 28 9. 94 2. 39

Gas B 1 062 1 828 48. 59 29. 47 1. 70 10. 54 9. 53

Gas C 2 703 165 24. 20 16. 60 3. 53 11. 09 44. 58

表 4 热平衡计算中的有关参数
Ｔａｂｌｅ 4 Ｔｈｅ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔｓ ｒｅｌａｔｅｄ ｔｏ ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ

C

→CO

CO→
CO

2

H2→
H2 O

Cr2 O3→
Cr

Cr→
Cr2 O3

FeO→
Fe

Fe→
Fe3 C

SiO2→
Si

C
lime→
［C］

SiO
2 →

CaOSiO2

Cr2O3FeO→
Cr2O3

ΔH298 - 9 201 - 6 413 - 13 678 10 851 - 489 4 644 142 32 087 1 881 - 1 518 2 526

Pellets Slag Ash Coal Iron Alloy Gas Air

CP 0. 877 8 1. 254 0. 994 8 1. 212 0. 836 ∑C i

P
·i% ∑C

j
·j% 0. 233CO2

P
+ 0. 767CN2

P

 The unit of ΔH is kJ /kg. The unit of slag formation heat is kJ /kg SiO2 .

 All CP values are from Ref. ［3］. Its unit is kJ /kg·� . The i% and the j% are represented as the weight
concentration in alloy and in gas respectively.

该冶炼过程可分为团块的干燥、预热、预还原、冷却和转炉终还原几个阶

段.对各阶段，在物料平衡和热平衡分析基础上建立方程，由计算机对各工艺

条件进行模拟计算.具体方程或计算步骤见文献［2］.

假设二次燃烧率为 40%，热利用率为 66%，团块的预还原率为 58. 7%，

在此条件下进行冶炼 Cr = 40%的不锈钢母液的模拟计算，结果见图 1.图 2，3
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分别列出了相应的预还原和终还原过程的热平衡计算结果.图 4，5，6 分别表

示团块预还原率、热利用率、二次燃烧率的影响.

A. Cr2 O3→Cr

B. FeO→Fe
C. Fe·Cr2 O3→FeO + Cr2 O3

D. H2 O（l）→H2 O（g）

E. Pellets
F. Gas out
G. Energy spreading

H. C +
1
2

O2→CO

I. CO +
1
2

O2→CO2

J. H2 +
1
2

O2→H2 O

K. Gas

图 2 预还原热平衡图
Fig. 2 Chart of the thermal balance in the process of prereduction
（PRD = 58. 7，PCR = 40，HTC = 66，Cr = 40%，Q = 9 293 MJ / t）

A. Cr2 O3→Cr

B. FeO→Fe
C. SiO2→Si

D. C→［C］
E. Alloy
F. Melting
G. Slag
H. Slag ash
I. Energy spreading

J. H2 +
1
2

O2→H2 O

K. Slag formation
L. Pellets
M. Alloy in
N. Slag in

O. C +
1
2

O2→CO

P. CO +
1
2

O2→CO2

图 3 终还原热平衡图
Fig. 3 Chart of the thermal balance in the process of reduction

（PRD = 58. 7，PCR = 40，HTC = 66，Cr = 40%，Q = 10 068 MJ / t）



６９７　　

二

研

究

论

文

图 4 预还原率对能耗的影响
Fig. 4 The influence of the pre-reductivity

on energy consumption

图 5 热效率对能耗的影响
Fig. 5 The influence of the calorific
efficiency on energy consumption
（Solid lines：Total coal consumption；

Dashed lines：Coal consumption of the
reduction）

4 分析与讨论

4. 1 总能耗预测

在预还原率为 58. 7%，二燃率为 40%，热利用率为 66%的条件下，

用本文设计的流程冶炼碳素铬铁（Cr = 60% ～ 65%）时的能耗为

1 566 kg / t标煤. 若把氧耗也折成能耗，按每标准立方氧耗 0. 6 度电，每度

电耗0. 4 kg标准煤计算，上述产品的总能耗为1 692 kg / t标煤. 而用传统

的埋弧电炉生产碳素铬铁，国内 1990 年平均电耗为 3 260 kWh /t或

1 304 kg / t标煤［4］. 除电能外，埋弧电炉还需消耗焦炭约425 kg / t［5］，相当

于耗约510 kg / t标煤（此值考虑了须 1. 3 ～ 1. 4 吨精煤炼 1 吨焦炭）［6］，因

此其总能耗为1 814 kg / t标煤，即采用本文设计工艺冶炼碳素铬铁能耗可

降低约1 22 kg / t标煤.

在所设条件下，用本文设计的流程冶炼 Cr = 20%和 40%的合金时，总能

耗计算值分别是 652 和1 134 kg/ t标煤.
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图 6 二次燃烧率对能耗的影响
Fig. 6 The influence of the post combustion rate on energy consumption

4. 2 预还原率的影响

图 4 表明终还原耗煤与预还原率成反比，预还原率每提高 10%，终还原

耗煤降低 6% ～ 7% .过程总耗煤与预还原率的关系存在着最低点，预还原率

低于 43%时，提高预还原率使总耗煤降低；预还原率高于 43%时，提高预还

原率反而提高总耗煤，特别是大于 55%后，预还原率的增加将大大增大过程

总耗煤.关于后者的起因，可作如下讨论.按所设计流程，预还原反应器输入

热能中的热量中有 50%左右依赖于转炉炉气的物理热和化学热（见图 2）.若

预还原率超过 55%，则终还原煤耗很低，提供给预还原的转炉炉气量也将很
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少，预还原反应器中的加煤量就得增加，而预还原的能量利用率较低，故总耗

煤将增加.

可见，选择合理的预还原率是保证全流程总能耗指标降低的关键因素

之一.

4. 3 复吹转炉中二燃率及其热利用率的影响

图 6（c）表明二燃率增加则终还原耗煤明显下降.二燃率为 30% ～ 40%

时，过程的总耗煤最低.其原因与上述相类似，即过高的二燃率导致转炉废气

量和化学能降低.

图 5表明二燃生成热的利用率对终还原过程的煤耗有很大影响.事实上，

二燃产生的热若不能有效地向下传给铁浴，则必然导致转炉炉气温度剧增（见

图 6（a）），这既不利于节能，也不利于转炉炉衬寿命提高.过高的热利用率将导

致预还原耗能煤增加.图 6（b）为二燃率和热利用率时转炉炉气量和环型还原

焙烧炉废气量影响.按本文计算，若二燃率为 40%，其热利用率按成品含铬量

选择，Cr = 20%，为 65%；Cr = 40%，为 60%；Cr = 60%，为 57% .

4. 4 关于不锈钢母液的计算

按理 Cr增大时，能耗呈指数曲线上升，但本文关于 Cr = 20%或 Cr =

40%的能耗计算值不合此规律，其原因在于：理论上，Cr 增大时反应温度必

须提高，但本文是在相同温度条件下进行模拟计算的.另外，本文所取预还原

反应器热损较大（为 18%），并认为与 Cr变化无关.所以，本文关于不锈钢母

液的能耗计算值较高.

4. 5 铬的回收率

本法冶炼碳素铬铁和不锈钢不用硅石，而用石灰造渣，渣量比埋弧电炉

减少约185 kg/ t，为815 kg/ t左右，并采用留渣（100 kg/ t）操作. 出铁后，加铁

料，利用渣中残碳升温；熔化后的铁液进一步吸收了渣中残铬，使渣中

（Cr2 O3）降至 1%以下，并为下炉开吹创造条件.用埋弧电炉生产碳素铬铁渣

量一般为1 000 kg/ t；渣中（Cr2 O3）为 3% ～ 5% .这样用本法生产碳素铬铁在

理论上可提高铬的回收率为 3. 4%左右.

5 结束语

以环型还原焙烧炉预还原含碳铬矿团块和转炉铁浴终还原二步法流程
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为基础，进行物料平衡和热平衡计算。结果表明，用本流程生产碳素铬铁时

总能耗为1 692 kg/ t标煤，此值比用埋弧电炉的能耗水平降低122 kg/ t标煤，

铬回收率提高约 3. 4% .按我国 1990 年碳素铬铁产量 18 万吨计算，可节约标

准煤约 2. 2 万吨，多产碳素铬铁6 120 吨.

本文还对预还原率、二次燃烧率及其热利用率的选择进行了讨论.
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Ｓｏｍｅ Ａｄｖａｎｃｅｓ ｏｎ ｔｈｅ Ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ
Ｒｅｓｅａｒｃｈ ｏｆ Ｓｌａｇ?

Ａｂｓｔｒａｃｔ Ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ｉｓ ａ ｒｅｖｉｅｗ ａｎｄ ａ ｃｏｍｍｅｎｔ ｒｅｇａｒｄｉｎｇ ｓｌａｇ ｍｏｄｅｌｓ
ａｎｄ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ． Ｉｔ ｗａｓ ｔｈｏｕｇｈｔ ｔｏ ｂｅ ｂｅｔｔｅｒ ｔｏ ｅｓｔａｂｌｉｓｈ ｓｌａｇ ｍｏｄｅｌ ａｎｄ ｂａ
ｓｉｃｉｔｙ ｃｏｎｃｅｐｔ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｃｅｌｌ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｏｆ ｓｌａｇ．

1 Ｉｎｔｒｏｄｕｃｔｉｏｎ

Ｉｔ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｌｏｎｇ，ｔｈａｔ ｔｈｅ ｄｅｖｅｌｏｐｍｅｎｔ ｏｆ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ ｒｅｌｉｅｄ
ｕｐｏｎ ａ ｌｏｔ ｏｆ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔｓｉｅｖｉｎｇ ｐｒｏｃｅｄｕｒｅｓ． Ｔｈｅ ｄｅｖｅｌｏｐｍｅｎｔ ｏｆ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｗａｓ
ｉｎ ａ ｓｉｍｉｌａｒ ｓｉｔｕａｔｉｏｎ． Ｄｕｒｉｎｇ ｍａｎｙ ｙｅａｒｓ ｉｔ ａｌｗａｙｓ ｏｒｉｇｉｎａｔｅｄ ｆｒｏｍ ａ“ｆｌａｖｏｕｒ
ｉｎｇ”ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｉｎ ａ ｌａｂｏｒａｔｏｒｙ ｓｍａｌｌ ｆｕｒｎａｃｅ． Ｎｅｖｅｒｔｈｅｌｅｓｓ，ｉｎ ｒｅｃｅｎｔ ｙｅａｒｓ ｔｈｅ
ｉｎｖｅｎｔｉｏｎ ｏｆ ｎｅｗ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｃｈａｎｇｅｓ ｉｔｓ ｗａｙ ｔｏ ｒｅｌｙ ｏｎ ｔｈｅ ｓｏ ｃａｌｌｅｄ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ
ｄｅｓｉｇｎ． Ｃｅｒｔａｉｎｌｙ，ｔｈｅ ｐｒｉｎｃｉｐｌｅ ｏｆ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｅｓｔｉｍａｔｉｏｎ ｉｎ ａｄｖａｎｃｅ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ
ａｌｓｏ ａｂｉｄｅｄ ｆｏｒ ｔｈｅ ｃｒｅａｔｉｏｎ ｏｆ ａ ｎｅｗ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ．

Ｔｏ ｐｅｒｆｏｒｍ ｓｕｃｈ ａ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｅｓｔｉｍａｔｉｏｎ ｔｈｅ ｓｕｐｐｏｒｔ ｏｆ ａ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ
ｄａｔａ ｂａｓｅ，ｐａｒｔｉｃｕｌａｒｌｙ ｔｈｅ ｓｙｓｔｅｍａｔｉｃａｌ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｄａｔａ ｏｆ ｍｅｌｔ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔｓ ｉｎ ｖａｒｉ
ｏｕｓ ｃａｓｅｓ ｉｓ ｎｅｅｄｅｄ ｆｉｒｓｔ ｏｆ ａｌｌ． Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｎｏｗ ａｖａｉｌａｂｌｅ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｄａｔａ ｏｆ ｍｅｔａｌ
ｆｏｒ ｉｒｏｎｍａｋｉｎｇ ａｎｄ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ，ｉｔ ｉｓ，ａｔ ｌｅａｓｔ，ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｔｏ ｃａｒｒｙ ｏｕｔ ｍａｎｙ ｅｓｔｉ
ｍａｔｉｏｎｓ，ｅｖｅｎ ｉｆ ｓｏｍｅ ｉｎｔｅｒｅｓｔｉｎｇ ｐｒｏｂｌｅｍｓ ａｓ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｉｎ ｃｏｎｃｅｎｔｒａｔ
ｅｄ ａｌｌｏｙｓ ａｎｄ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ ａｎｄ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｏｆ ｌｉｑｕｉｄ ｍｅｔａｌ
ａｒｅ ｗａｉｔｉｎｇ ｔｏ ｂｅ ｓｔｕｄｉｅｄ． Ｈｏｗｅｖｅｒ，ｔｈｉｓ ｉｓ ｎｏｔ ｔｈｅ ｃａｓｅ ｆｏｒ ｓｌａｇ． Ｔｈｅｒｅ ａｒｅ ｍａｎ

 Ｉｎ ｃｏｌｌａｂｏｒａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ Ｊｉａｎｇ Ｇｕｏｃｈａｎｇ ａｎｄ Ｗｅｉ Ｓｈｏｕｋｕｎ． Ｒｅｐｒｉｎｔｅｄ ｆｒｏｍ ＩＳＩＪ，Ｉｎｔ．，
Ｖｏｌ． 33，Ｎｏ． 1，ｐｐ． 20 25（1993）
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ｙ ｉｎｓｔａｎｃｅｓ，ｔｈａｔ ｍａｎｙ ｒｅｌｉａｂｌｅ ｅｓｔｉｍａｔｉｏｎｓ ａｒｅ ｆａｉｌｕｒｅ ｄｕｅ ｔｏ ｌａｃｋ ｏｆ ｓｌａｇ ｄａｔａ．
Ｐｅｒｈａｐｓ，ｔｈｉｓ ｉｓ ｗｈｙ ｍａｎｙ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｓｔｓ ｎｏｗａｄａｙｓ ｆｏｃｕｓ ｔｈｅｉｒ ａｔｔｅｎｔｉｏｎ ｏｎ ｔｈｅ ｒｅ
ｓｅａｒｃｈ ｒｅｇａｒｄｉｎｇ ｓｌａｇ．

Ｔｈｅ Ｉｎｔｅｒｎａｔｉｏｎａｌ Ｃｏｎｆｅｒｅｎｃｅｓ ｏｎ Ｍｏｌｔｅｎ Ｓｌａｇｓ ａｎｄ Ｆｌｕｘｅｓ ｈｅｌｄ ｉｎ 1980，

1984 ａｎｄ 1988 ｃｏｌｌｅｃｔｅｄ ａｎｄ ｅｘｈｉｂｉｔｅｄ ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ ｔｈｉｓ ｆｉｅｌｄ． Ｍｏｒｅｏｖｅｒ，ａｓ
ｇｌａｓｓ ａｎｄ ｍａｇｍａ ａｒｅ ｓｉｌｉｃａｔｅ ｓｉｍｉｌａｒ ｔｏ ｍｏｌｔｅｎ ｓｌａｇ，ａ ｎｕｍｂｅｒ ｏｆ ｇｌａｓｓｃｈｅｍｉｓｔｓ
ａｎｄ ｇｅｏｃｈｅｍｉｓｔｓ ｒｕｎ ｓｏｍｅ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ ｓｔｕｄｉｅｓ ｗｉｔｈ ａｌｍｏｓｔ ｔｈｅ ｓａｍｅ ａｐｐｒｏａ
ｃｈｅｓ． Ｉｔ ｉｓ ｄｏｕｂｔｌｅｓｓｌｙ ｗｏｒｔｈｗｈｉｌｅ ｆｏｒ ａ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｓｔ ｔｏ ｋｎｏｗ ｓｏｍｅｔｈｉｎｇ ａｂｏｕｔ
ｔｈｅｉｒ ｃｏｎｔｒｉｂｕｔｉｏｎｓ． Ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ｉｎｔｅｎｄｓ ｔｏ ｇｉｖｅ ａ ｂｒｉｅｆ ｒｅｖｉｅｗ ｃｏｎｃｅｒｎｉｎｇ ｓｏｍｅ ｒｅ
ｓｕｌｔｓ ｏｆ ｔｈｅｓｅ ｔｈｒｅｅ ｆｉｅｌｄｓ．

2 Ａ Ｒｅｖｉｅｗ ｏｎ Ｓｌａｇ Ｍｏｄｅｌｌｉｎｇ

Ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｏｆ ｇｒａｄｕａｌｌｙ ｕｎｄｅｒｓｔａｎｄｉｎｇ ｓｌａｇ ｉｓ ｊｕｓｔ ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｏｆ ｄｅｖｅｌｏ
ｐｉｎｇ ｏｆ ｖａｒｉｏｕｓ ｓｌａｇ ｍｏｄｅｌｓ． Ｂａｓｅｄ ｏｎ Ｍｙｓｅｎｓ ｏｐｉｎｉｏｎ，［1］ｉｔ ｉｓ ｒｅａｓｏｎａｂｌｅ ｔｏ ｄｉ
ｖｉｄｅ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｍｏｄｅｌｓ ｉｎｔｏ ｔｈｒｅｅ ｃａｔｅｇｏｒｉｅｓ：

（1）Ｔｈｅ Ｐｈｙｓｉｃａｌ Ｐａｒａｍｅｔｅｒ Ｍｏｄｅｌ

Ｔｈｅ ｅｓｓｅｎｃｅ ｏｆ ｔｈｉｓ ｋｉｎｄ ｏｆ ｓｌａｇ ｍｏｄｅｌ ｉｓ ａｎ ｉｎｆｅｒｅｎｃｅ ｏｎ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｏｆ
ｓｌａｇ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｐｈｙｓｉｃａｌ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ． Ｆｏｒ ｅｘａｍｐｌｅ，ｔｈｅ ｂｏｎｄｉｎｇ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ
Ｓｉ Ｏ ｂｏｎｄ ｉｓ ｅｓｔｉｍａｔｅｄ ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ａｃｔｉｖａｔｉｏｎ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ｖｉｓｃｏｕｓ ｆｌｏｗ ａｎｄ
ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｐｒｅｓｕｍｅｄ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ａｎｄ ｔｈｅ ｐｈｙｓｉｃａｌ
ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ．

（2）Ｔｈｅ Ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ Ｐａｒａｍｅｔｅｒ Ｍｏｄｅｌ

Ｔｈｅ ｕｌｔｉｍａｔｅ ａｉｍ ｏｆ ｔｈｅｓｅ ｍｏｄｅｌｓ ｉｓ ｔｏ ｄｅｄｕｃｅ ａｎ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｇｒｏｕｐ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ａ
ｖａｉｌａｂｌｅ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｄａｔａ，ａｎｄ ｂｙ ｍｅａｎｓ ｏｆ ｔｈｉｓ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｇｒｏｕｐ
ｔｏ ｅｖａｌｕａｔｅ ｉｎｔｅｒｐｏｌａｔｉｎｇｌｙ ａｎｄ ／ ｏｒ ｅｘｔｒａｐｏｌａｔｉｎｇｌｙ． Ｔｈｅ ｆｏｕｎｄａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅｓｅ ｍｏｄ
ｅｌｓ ｉｓ ａ ｓｅｔ ｏｆ ｐｒｅｓｕｍｅｄ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｕｎｉｔｓ． Ａｎｄ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅｓｅ
ｕｎｉｔｓ ａｎｄ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｄａｔａ ｉｓ ｓｔｉｐｕｌａｔｅｄ ｔｏ ｆｏｌｌｏｗ ｔｈｅ ｂａｓｉｃ ｐｒｉｎｃｉｐｌｅ ｏｆ ｔｈｅｒｍｏ
ｄｙｎａｍｉｃｓ．
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（3）Ｔｈｅ Ｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ Ｍｏｄｅｌ

Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｉｓ ａｐｐｒｏａｃｈ ｔｈｅ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ａｒｅ ｒｅｌａｔｅｄ ｔｏ ｔｈｅ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ
ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｅｉｔｈｅｒ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｂｙ ｓｏｍｅ ｏｆ ａｄｖａｎｃｅｄ ｉｎｓｔｒｕｍｅｎｔｓ ｏｒ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ ａｌｏｎｇ
ｔｈｅ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ａｐｐｒｏａｃｈ ｏｆ ｃｈｅｍｉｃａｌ ｂｏｎｄｉｎｇ．

Ｉｎ ｆｅｒｒｏｍｅｔａｌｌｕｒｇｙ，ｔｈｅ ｗｅｌｌ ｋｎｏｗｎ ｍｏｌｅｃｕｌａｒ ｔｈｅｏｒｙ，ｔｈｅ ｃｏｍｐｌｅｔｅ ｉｏｎ
ｔｈｅｏｒｙ，ｔｈｅ ｍｏｌｅｃｕｌａｒｉｏｎ ｃｏｅｘｉｓｔｅｄ ｔｈｅｏｒｙ ａｎｄ ｔｈｅ ｒｅｇｕｌａｒ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｔｈｅｏｒｙ，ａｌｌ
ａｒｅ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｐａｒａｍｅｔｅｒ ｍｏｄｅｌ． Ａｐａｒｔ ｆｒｏｍ ｔｈｅｓｅ，ｔｈｅ ｓｕｂｒｅｇｕｌａｒ ｓｏｌｕｔｉｏｎ
ｍｏｄｅｌ ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｒｅｃｅｎｔｌｙ ｕｓｅｄ ｉｎ ｓｌａｇ ｒｅｓｅａｒｃｈ ａｓ ｗｅｌｌ ａｓ ｔｈｅ ｌａｔｅｓｔ ｄｅｖｅｌｏｐｅｄ
ｍｏｄｅｌｓ ｏｆ Ｇａｙｅ ａｎｄ Ｐｅｌｔｏｎ ａｌｓｏ ｂｅｌｏｎｇ ｉｎ ｔｈｉｓ ｃａｔｅｇｏｒｙ． Ａｍｏｎｇ ｔｈｅ ｍｅｎｔｉｏｎｅｄ
ｔｈｒｅｅ ｃａｔｅｇｏｒｉｅｓ，ｔｈｅ ｐｒｏｇｒｅｓｓｉｏｎ ｏｆ ｔｈｉｓ ｃａｔｅｇｏｒｙ ｉｓ ｔｈｅ ｆａｓｔｅｓｔ． Ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｉｓ
ａ ｂｒｉｅｆ ｃｏｍｍｅｎｔ ｏｎ ｔｈｅ ｍｏｄｅｌｓ ｉｎｖｏｌｖｉｎｇ ｉｎ ｔｈｉｓ ｃａｔｅｇｏｒｙ．
Ｒｅｇｕｌａｒ Ｓｏｌｕｔｉｏｎ Ｍｏｄｅｌ

Ｓｉｎｃｅ Ｌｕｍｓｄｅｎ ａｄｏｐｔｅｄ ｒｅｇｕｌａｒ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ ｉｎ ｈｉｓ ｓｌａｇ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ 30

ｙｅａｒｓ ａｇｏ，ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｕｓｅｄ ｑｕｉｔｅ ｗｅｌｌ ｉｎ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｆｏｒ ｏｘｉ
ｄａｔｉｏｎ ｓｌａｇ． Ｐａｒｔｉｃｕｌａｒｌｙ，ｆｏｒ ｔｈｅ ｒｅｄｏｘ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｏｆ ｉｒｏｎ ｉｎ ｓｌａｇ ａｎｄ ｔｈｅ ｐａｒｔｉ
ｔｉｏｎ ｏｆ Ｏ，Ｍｎ，Ｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｓｌａｇ ａｎｄ ｍｅｔａｌ． Ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｒｅｓｕｌｔｓ ｗｅｒｅ ｆｏｕｎｄ ｉｎ
ｈａｒｍｏｎｙ ｗｉｔｈ ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔｓ ｉｎ ａ ｃｏｍｐａｒａｔｉｖｅｌｙ ｌａｒｇｅ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｒｅｇｉｏｎ．［2 ～ 4］

Ｎｏｗａｄａｙｓ，ｔｈｅ ｍｏｓｔ ｃｏｎｔｒｉｂｕｔｉｏｎｓ ｔｏ ｔｈｅ ｕｓｅ ｏｆ ｒｅｇｕｌａｒ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ ｉｎ
ｓｌａｇ ａｒｅ ｇｉｖｅｎ ｂｙ Ｂａｎｙａ． Ａｓ ｈｅ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ，ｔｈｅ ｂａｓｉｃ ｐｏｉｎｔ ｏｆ ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ ｉｓ ｔｈａｔ
O = ａｎｉｏｎｓ ｃｏｍｐｏｓｅ ｏｆ ｔｈｅ ｍａｉｎ ｍｉｃｒｏｓｃｏｐｉｃ ｌａｔｔｉｃｅ ｉｎ ｓｌａｇ． Ｖａｒｉｏｕｓ ｃａｔｉｏｎｓ ｄｉｓ
ｔｒｉｂｕｔｅ ｉｎ ｔｈｅ ｇａｐｓ ａｍｏｎｇ ｔｈｅｍ ｔｏ ｆｏｒｍ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｋｉｎｄｓ ｏｆ ｃｅｌｌｓ（i -O-j）． Ｈｅｒｅ，i
ａｎｄ j ｄｅｎｏｔｅ ｃａｔｉｏｎｓ． Ｔｈｅ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｆｏｒ ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｏｆ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔｓ，ｉｎ
ｆａｃｔ，ｉｓ ａｎ ｅｘｔｅｎｓｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｑｕａｄｒａｔｉｃ ｆｏｒｍ ｆｒｏｍ Ｄａｒｋｅｎ． Ｈｏｗｅｖｅｒ，ｍａｎｙ α

ij
ｐａ

ｒａｍｅｔｅｒｓ ｉｎｃｌｕｄｉｎｇ ｉｎ ｔｈｉｓ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｗｅｒｅ ｅｖａｌｕａｔｅｄ ｂｙ Ｂａｎｙａ．［2］Ｆｕｒｔｈｅｒｍｏｒｅ，
ａｎ ａｓｓｕｍｅｄ ｐｕｒｅ ｌｉｑｕｉｄ ｉｓ ｔａｋｅｎ ａｓ ｔｈｅ ｓｔａｎｄａｒｄ ｉｎ ｒｅｇｕｌａｒ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ． Ｂａｎ
ｙａ ｐｏｉｎｔｅｄ ｏｕｔ ａ ｃｏｎｖｅｒｓｉｏｎ ｏｆ ｓｔａｎｄａｒｄ ｍｕｓｔ ｂｅ ｉｎｃｌｕｄｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｅｑｕａｔｉｏｎ．［2］

Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ｓｏ ｆａｒ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｗｅａｋ ｐｏｉｎｔｓ ｓｔｉｌｌ ｌｉｍｉｔ ｔｈｅ ｕｓｅ ｏｆ
ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ ｉｎ ｓｌａｇ．
（1）Ｇｅｎｅｒａｌｌｙ ｔｈｅ ｄｅｖｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｆｒｏｍ ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔ ｉｓ ｉｎ ａ ｄｅｇｒｅｅ

ｏｆ 10% .［3］Ｅｖｅｎｔｈｏｕｇｈ ｔｈｅ ｅｒｒｏｒ ｏｆ ｔｈｉｓ ｋｉｎｄ ｏｆ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｐｅｒｈａｐｓ ａｒｒｉｖｅｓ 10%

～ 30%，［2］ ｉｔ ｓｅｅｍｓ ｔｈａｔ ｓｏｍｅ ｅｆｆｅｃｔｓ ａｒｒｉｓｅ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｍｏｄｅｌ． Ｔｈｅ Ｄａｒｋｅｎｓ
ｑｕａｄｒａｔｉｃ ｆｏｒｍ ｍｏｄｉｆｉｅｄ ｂｙ Ｂａｎｙａ ｆｏｒ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｅｖａｌｕａｔｉｏｎ ｉｓ



７０４　　

徐

匡
迪

●文
选—

—
—

钢
铁
冶
金
卷
︵
Ｂ
︶

RTln γi = ∑
j

α
i j
X2

j
+ ∑

j
∑

k

（α
i j

+ α
i k

+ α
jk
）XjXk

+ ΔG i ≠ j ≠ k （1）

Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｔｈｅｏｒｙ ｏｆ ｒｅｇｕｌａｒ ｓｏｌｕｔｉｏｎ，［5］α
i j

=
1
2

ZN0（2Ui j - Ui i - Ujj）.

Ｈｅｒｅ，ｂｏｎｄｉｎｇ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ｃｅｌｌｓ Ui j，Ui i，Ujj ａｌｌ ａｒｅ ａｓｓｕｍｅｄ ｔｏ ｂｅ ｉｎｄｅｐｅｎｄｅｎｔ ｏｎ
ｓｌａｇ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ． Ｓｏ ａｓ ｔｈｅ ａｐｐｒｏａｃｈ ｏｆ Ｄａｒｋｅｎ ａｎｄ Ｂａｎｙａ，ｓｏｍｅ α

i j
ｃｏｕｌｄ ｂｅ

ｅｖａｌｕａｔｅｄ ｐｕｒｓｕａｎｔｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｄａｔａ ｏｆ ｂｉｎａｒｙ ａｎｄ ｔｅｒｎａｒｙ ｓｙｓｔｅｍｓ． Ｃｏｎｓｉｄｅｒｉｎｇ ｔｈａｔ
ａｃｔｕａｌｌｙ ｔｈｅｒｅ ａｒｅ ｉｎｔｅｒａｃｔｉｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｋｉｎｄｓ ｏｆ ｃｅｌｌｓ，ｔｈｅ ｂｏｎｄｉｎｇ ｅｎｅｒｇｙ
ｉｎ ｂｉｎａｒｙ ｏｒ ｔｅｒｎａｒｙ ｓｙｓｔｅｍｓ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｎｏｔ ｔｈｅ ｓａｍｅ ｏｆ ｔｈａｔ ｉｎ ｍｕｌｔｉｐｌｅ ｃｏｍｐｏ
ｎｅｎｔ ｓｙｓｔｅｍ． Ｔｈｅｒｅｂｙ ｉｔ ｉｓ ｄｉｆｆｉｃｕｌｔ ｔｏ ｋｅｅｐ ｔｈｅ ｅｖａｌｕａｔｅｄ α

i j
ｉｎ ｃｏｎｓｔａｎｔ． Ｍｏｒｅｏ

ｖｅｒ，Ｊｉ ｐｏｉｎｔｅｄ ｏｕｔ ｔｈａｔ，ａｔ ｌｅａｓｔ，ｉｎ ｓｏｍｅ ｃａｓｅｓ α
jk
≠ α

kj
. ［6］

（2）Ａｓ Ｂａｎｙａｓ ｉｄｅａ，ｏｎｅ ｏｆ ｔｈｅ ｐｒｅｍｉｓｅｓ ｏｆ ｒｅｇｕｌａｒ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ ｉｓ ａｎ
ａｓｓｕｍｐｔｉｏｎ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｃｏｏｒｄｉｎａｔｉｏｎ ｎｕｍｂｅｒ ｏｆ ｃａｔｉｏｎｓ ｉｓ ｃｏｎｓｔａｎｔ． Ｉｎ ｃｏｎｔｒａｓｔ，ｔｈｉｓ
ｉｓ ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｏｎｌｙ ｉｆ ｉｔ ｉｓ ｒｅｆｅｒｒｅｄ ｔｏ ａｎ ｉｎｔｅｒｍｅｄｉａｔｅ ｃｏｎｃｅｎｔｒａｔｉｏｎ ｒｅｇｉｏｎ． Ｈｅｎｃｅ
ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ｗｈｉｃｈ ｃｏｎｔｅｎｔ ｉｓ ｌｏｗｅｒ ｔｈａｎ 5% ｉｓ ｎｅｇｌｅｃｔｅｄ ｂｙ Ｂａｂｙａ ｉｎ ｈｉｓ ｅ
ｖａｌｕａｔｉｏｎ ｏｆ γi ｆｏｒ ｍｕｌｔｉｐｕｌ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ｓｙｓｔｅｍｓ．

［2］Ｐｅｒｈａｐｓ，ｔｈｉｓ ｉｓ ｊｕｓｔ ｔｈｅ ｒｅａ
ｓｏｎ ｔｏ ｅｘｐｌａｉｎ ｗｈｙ ｒｅｇｕｌａｒ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ ｉｓ ｎｏｔ ｓｏ ｓｕｉｔａｂｌｅ ｉｎ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎ ｔｈｅ ｂｅ
ｈａｖｉｏｕｒ ｏｆ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｓｌａｇ．
（3）Ｔｉｌｌ ｎｏｗ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｒｅｇｕｌａｒ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ ｉｔ ｉｓ ｉｍｐｏｓｓｉｂｌｅ ｔｏ ｔｒｅａｔ ｔｈｅ

ｂｅｈａｖｉｏｕｒ ｏｆ ｓｌａｇ ｃｏｎｔａｉｎｉｎｇ S =，F -，Cl -，ｗｈｉｃｈ ａｒｅ ｕｓｅｄ ｍｏｒｅ ａｎｄ ｍｏｒｅ ｉｎ
ｉｒｏｎｍａｋｉｎｇ ａｎｄ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ．
Ｓｕｂｒｅｇｕｌａｒ Ｓｏｌｕｔｉｏｎ Ｍｏｄｅｌ

Ｂｙ ｍｅａｎｓ ｏｆ ｓｕｂｒｅｇｕｌａｒ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ，Ｓｈｉｍ ｐｕｂｌｉｓｈｅｄ ｈｉｓ ｒｅｓｕｌｔｓ ｃｏｎ
ｃｅｒｎｉｎｇ αＦｅＯ ｏｆ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ｓｌａｇ［7］ ａｎｄ ＦｅｔＯＮａ2ＯＳｉＯ2 ｓｌａｇ．［8］Ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ
ｉｓ ｔｈｅ ｂａｓｉｃ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ．

RTln γi = ∑
j

｛εi jX
3

j
+（i j + ζi jT）X

2

j
｝+ ∑

j
∑ {k > j

（εi j + εi k）XjXk

（Xj + Xk + 0. 25）+ i j + i k -
1
2
jk -

1
2
( )kj XjXk +

ζi j + ζi k -
1
2
ζjk -

1
2
ζ( )k j TXjX }k



７０５　　

二

研

究

论

文

+ ∑
j
∑

k > j
∑

l > k

（εi j + εi k + εi l）XjXkXl （2）

Ｔｈｅ ａｐｐｒｏａｃｈ ｏｆ ｅｖａｌｕａｔｉｏｎ ε， ａｎｄ ζ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｉｓ ｑｕｉｔｅ ｓｉｍｉｌａｒ ｔｏ ｔｈａｔ ｕｓｅｄ ｉｎ
ｒｅｇｕｌａｒ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ． Ｔｈｅ ｍｅｒｉｔ ｏｆ ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ ｅｓｓｅｎｔｉａｌｌｙ ｓｕｐｅｒｉｏｒ ｔｈａｎ ｒｅｇｕｌａｒ
ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ ｉｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｂｏｎｄｉｎｇ ｅｎｅｒｇｙ ｉｓ ａｓｓｕｍｅｄ ｔｏ ｂｅ ｃｈａｎｇｅａｂｌｅ ｉｎ ｓｏｍｅ
ｄｅｇｒｅｅ ｔｏ ｆｏｌｌｏｗ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ． Ｔｈｅ αFeO ｏｆ Ｓｈｉｍ ［7］ｉｓ ｏｂｖｉｏｕｓｌｙ
ｃｌｏｓｅｄ ｔｏ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｇｉｖｅｎ ｂｙ ｒｅｇｕｌａｒ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ．

Ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｗａｓ ｕｓｅｄ ｂｙ Ｊｉａｎｇ ｔｏ ｃａｌｃｕｌａｔｅ ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ａｃｔｉｖｉ
ｔｉｅｓ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ＣＦｅＸ（X = Cr，Ni，Si，Mn）ａｌｌｏｙ［9］

RTln γi = ∑
j
∑

k

AjkY
jZk （3）

Ｈｅｒｅ，Ｙ ａｎｄ Ｚ ａｒｅ ｖａｒｉａｂｌｅｓ ｏｆ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ． Ｔｈｅ ｅｖａｌｕａｔｉｏｎ ｏｆ Ajk ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ
ｔｈｒｏｕｇｈ ｖａｌｕｅ ｆｉｔｔｉｎｇ ｉｓ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｄａｔａ ｏｆ ｔｈｅ ｂｏｕｎｄａｒｙ ｏｆ ｌｉｑ
ｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ． Ｉｔ ｉｓ ｔｈｏｕｇｈｔ，ｔｈａｔ ｔｈｉｓ ａｐｐｒｏａｃｈ ｓｈｏｕｌｄ ａｌｓｏ ｂｅ ｐｏｓｓｉｂｌｙ ｕｓｅｆｕｌ ｆｏｒ
ｓｌａｇ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎ． Ｔｈｅ ｐｒｏｂｌｅｍ ｉｓ ｔｈａｔ ｓｏｍｅ ｏｆ ｔｈｅ ｄａｔａ ｉｓ ｅｉｔｈｅｒ ｉｎ ｓｈｏｒｔａｇｅ ｏｒ ｎｏ
ｇｅｎｅｒａｌｌｙ ａｃｃｅｐｔｅｄ ｖａｌｕｅ． Ｔｈｅｒｅｂｙ，ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｔｏ ｅｖａｌｕａｔｅ Ajk ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｉｓ ｊｕｓｔ
ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｔｏ ｄｉｓｔｉｎｇｕｉｓｈ ａｎｄ ｊｕｄｇｅ ｗｈｉｃｈ ａｒｅ ｔｈｅ ｒｅｌｉａｂｌｅ ｂｏｕｎｄａｒｙ ｄａｔａ．
ＭｏｌｅｃｕｌａｒＩｏｎ Ｃｏｅｘｉｓｔｅｄ Ｍｏｄｅｌ

Ｉｎ Ｃｈｉｎａ，ｔｈｅ ｌｅａｄｉｎｇ ｅｘｐｏｎｅｎｔ ｏｆ ｍｏｌｅｃｕｌａｒｉｏｎ ｃｏｅｘｉｓｔｅｄ ｍｏｄｅｌ ｉｓ Ｚｈａｎｇ
Ｊｉａｎ． Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｃｏｎｃｅｐｔ ｏｆ“ｅｆｆｅｃｔｉｖｅ ｃｏｎｃｅｎｔｒａｔｉｏｎ”，ｔｈｅ ｂａｓｉｃ ａｓｓｕｍｐｔｉｏｎ ｏｆ
ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ，ｔｈｅ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ Ａｌ2Ｏ3 ｉｎ ｂａｓｉｃ ｓｌａｇ ｕｓｅｄ ｆｏｒ ｓｔｅｅｌ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｗａｓ ｅｖａｌｕａ
ｔｅｄ．［10］ Ｉｎ ｃｏｎｔｒａｓｔ，ｒｅｇｕｌａｒ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ ｈａｓ ｎｏｔ ｇｉｖｅｎ ｔｈｅ ｖａｌｕｅ ｏｆ αＣａ2 + Ａｌ3 -

ａｎｄ αＭｇ2 + Ａｌ3 - ． Ｓｏ ｆａｒ ｔｈｅ ｍｏｌｅｃｕｌａｒｉｏｎ ｃｏｅｘｉｓｔｅｄ ｍｏｄｅｌ ｗａｓ ａｌｓｏ ｃｌａｉｍｅｄ ｔｏ ｂｅ
ｕｓｅｆｕｌ ｆｏｒ ｔｈｅ ｄｅｓｃｒｉｐｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｏｘｉｄａｔｉｏｎａｌ ａｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ＣａＯＭｇＯＦｅ2Ｏ3ＳｉＯ2

ｍｅｌｔｅｄ ｓｌａｇ［11］ａｓ ｗｅｌｌ ａｓ ｔｈｅ ｐａｒｔｉｔｉｏｎ ｏｆ ｓｕｌｐｈｕｒ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｉｓ ｓｌａｇ ａｎｄ ｍｏｌｔｅｎ
ｓｔｅｅｌ．［12］

Ｔｈｅ ｓｏ ｃａｌｌｅｄ ａｓｓｏｃｉａｔｅｄ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ［13］ｏｒ ｔｗｏｓｕｂｌａｔｔｉｃｅ ｍｏｄｅｌ ｗｉｔｈ ｈｙ
ｐｏｔｈｅｔｉｃａｌ ｖａｃａｎｃｉｅｓ［14］ ａｒｅ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｓｉｍｉｌａｒ ａｓｓｕｍｐｔｉｏｎ ａｓ ｔｈｅ ａｐｐｒｏａｃｈ ｏｆ
Ｚｈａｎｇ． Ｈｏｗｅｖｅｒ，ｔｈｉｓ ｃａｔｅｇｏｒｙ ｄｏｅｓ ｎｏｔ ｔｏ ｂｅ ｗｉｄｅｌｙ ａｃｃｅｐｔｅｄ ｉｎ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ
ｆｉｅｌｄ． Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ｓｅｖｅｒａｌ ｒｅｓｅａｒｃｈｅｒｓ ｂｅｌｏｎｇｉｎｇ ｔｏ ｏｔｈｅｒ ｓｐｅｃｉａｌｉｔｉｅｓ ｗｏｒｋ
ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｓｉｍｉｌａｒ ａｐｐｒｏａｃｈ． Ｆｏｒ ｉｎｓｔａｎｃｅ，Ｈａｓｔｉｅ ｅｔ ａｌ．［15］ａｎｄ Ｂｏｔｔｉｎｇａ ｅｔ ａｌ．［16］

ａｌｌ ｔａｋｅ ｔｈｅ ｉｄｅａ ｔｈａｔ ｉｔ ｉｓ ｎｏｔ ｎｅｃｅｓｓａｒｙ ｔｏ ｄｅｃｌａｒｅ ｗｈｅｔｈｅｒ ｔｈｅ ｐｒｅｓｕｍｅｄ ｍｉｃｒｏ
ｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｕｎｉｔｓ ａｒｅ ｉｏｎ ｏｒ ｍｏｌｅｃｕｌａｒ． Ａｎｄ ｔｈｅｙ ａｌｌ ｃｈｏｏｓｅ ｓｏｍｅ ｏｆ ｔｈｅ ｉｎｔｅｒｍｅｄｉ
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ａｔｅ ｃｏｍｐｏｕｎｄｓ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｎｃｅｒｎｅｄ ｓｙｓｔｅｍｓ ａｓ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｕｎｉｔ． Ｉｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ，ｉｔ
ｉｓ ｔｈｏｕｇｈｔ ｂｙ Ｈａｓｔｉｅ ｔｈａｔ ｖａｒｉｏｕｓ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｕｎｉｔｓ ｍｉｘ ｔｏｇｅｔｈｅｒ ｉｄｅａｌｌｙ，ｓｏ
ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｔｏ ｔｈｅ ｃｏｎｃｅｒｎｅｄ ｕｎｉｔ ｃｏｎｔｅｎｔ ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｎａｍｅｌｙ ｔｈｅ
“ｅｆｆｅｃｔｉｖｅ ｃｏｎｃｅｎｔｒａｔｉｏｎ”ｄｅｆｉｎｅｄ ｂｙ Ｚｈａｎｇ． Ｈａｓｔｉｅｓ ａｐｐｒｏａｃｈ ｈａｓ ｂｅｅｎ ａｐｐｌｉｅｄ
ｔｏ ｓｉｍｕｌａｔｅ ａ ｓｙｓｔｅｍ ｏｆ 8 ｃｏｍｐｏｎｅｎｔｓ ｉｎｃｌｕｄｉｎｇ ｅｌｅｍｅｎｔｓ ｓｕｃｈ ａｓ Ｎａ，Ａｌ，Ｂ，
Ｃｌ，Ｂｒ． Ｔｈｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｃｅ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅｍ ｉｓ：Ｚｈａｎｇ ａｉｍｓ ａｔ ｔｈｅ ｂｅｈａｖｉｏｕｒ ｕｎｄｅｒ
ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ａｎｄ ｓｏ ｃａｌｃｕｌａｔｅｓ ｄｉｒｅｃｔｌｙ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｏｎｓｔａｎｔ
ｕｎｄｅｒ 1 873 Ｋ． Ｏｎ ｔｈｅ ｃｏｎｔｒａｒｙ，ｍｉｎｉｍｉｚｉｎｇ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ｔｈｅ ｓｙｓｔｅｍ ｉｓ ｔｈｅ
ｗａｙ ｏｆ ｏｔｈｅｒ ｔｗｏ ｒｅｓｅａｒｃｈ ｇｒｏｕｐｓ． Ｔｈｉｓ ｍａｋｅｓ ａｎ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ａｃｈｉｅｖｅｍｅｎｔ ｉｎ ｄｅ
ｓｃｒｉｐｔｉｏｎ ｏｆ ｐｈａｓｅ ｄｉａｇｒａｍ．
Ｐｅｌｔｏｎｓ Ｍｏｄｅｌ

Ｔｈｉｓ ｉｓ ａ ｍｏｄｉｆｉｅｄ ｑｕａｓｉ ｃｈｅｍｉｃａｌ ａｐｐｒｏｘｉｍａｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ ｂａｓｅｄ ｏｎ Ｙｏｋｏｋａ
ｗａＮｉｗａｓ ｍｏｄｅｌ［17］ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｏｎｅ ｏｆ ｔｈｅ ｃｌａｓｓｉｃａｌ ａｎｄ ｓｔａｎｄａｒｄ ｗａｙｓ ｉｎ ｌａｔｔｉｃｅ
ｌｉｋｅ ｍｏｄｅｌｌｉｎｇ ｏｆ ｓｌａｇ． Ｓｏ ｆａｒ ｉｔ ｗａｓ ｕｓｅｄ ｉｎ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎ ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｂｅｔｗｅｅｎ
ＳｉＯＣａＯＭｇＯＭｎＯＦｅＯＮａ2Ｏ ｓｌａｇ ｖｓ． ｓｏｌｉｄ ｏｘｉｄｅ ｏｒ ｍｏｌｔｅｎ ｍｅｔａｌ ｏｒ ｇａｓｅｏｕｓ
ｐｈａｓｅ．［18］ Ｉｔｓ ｆｅａｔｕｒｅ ｉｓ ａｓ ｆｏｌｌｏｗｓ：
（1）Ｔａｋｅ ｖａｒｉｏｕｓ i Ｏ j ｃｅｌｌｓ ｉｎｃｌｕｄｉｎｇ ｔｈｅ ｃｅｌｌｓ ｏｆ i = j ａｓ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ

ｕｎｉｔｓ．
（2）Ｄｕｒｉｎｇ ｍｉｘｉｎｇ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｈａｐｐｅｎｓ

（i -O-i）+（j-O-j） = 2（i -O-j） （4）

Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｖｅ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｃｅｌｌｓ ｉｓ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ｔｈｅ
ｍｅｎｔｉｏｎｅｄ ｒｅａｃｔｉｏｎ． Ｎａｍｅｌｙ，

Y2

（i -O-i）

Y（i -O-i）Y（j-O-j）

= 4exp（- 2Wi j /ZRT） = K （5）

Ｙ ｄｅｎｏｔｅｓ ｍｏｌｅ ｆｒａｃｔｉｏｎ ｏｆ ｃｅｌｌｓ． Ｚ ｄｅｎｏｔｅｓ ｃｏｏｒｄｉｎａｔｉｏｎ ｎｕｍｂｅｒ． Wi j =（ωi j -

ηi jT），ωi j ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｍｏｌｅ ｅｎｔｈａｌｐｙ，ηi j ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ
ｍｏｌｅ ｎｏｎｃｏｎｆｉｇｕｒａｔｉｏｎａｌ ｅｎｔｒｏｐｙ． Ｂｏｔｈ ｏｆ ｔｈｅｍ ａｒｅ ｒｅｌａｔｅｄ ｔｏ ｓｌａｇ ｃｏｍｐｏｓｉｔｒｏｎ
ｉｎ ａ ｐｏｌｙｎｏｍｉｎａｌ ｆｏｒｍ． Ｔｈｅ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｉｎｖｏｌｖｅｄ ｉｎ ｔｈｅｓｅ ｐｏｌｙｎｏｍｉｎａｌｓ ａｒｅ ｅｖａｌ
ｕａｔｅｄ ｔｈｒｏｕｇｈ ｖａｌｕｅ ｆｉｔｔｉｎｇ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｐｕｂｌｉｓｈｅｄ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｄａｔａ． Ｔｈｅｒｅｂｙ，ｔｈｅ
ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｏｆ ｔｈｅ ｍｅｎｔｉｏｎｅｄ ｃｅｌｌ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｓ ｃｈａｎｇｅａｂｌｅ ｔｏ ｆｏｌｌｏｗ ｔｈｅ
ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｌａｇ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ．

Ｉｎ ｆａｃｔ，ｔｈｅ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｕｓｅｄ ｔｏ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅ ｔｈｅ ｍｏｌｅ ｆｒａｃｔｉｏｎ ｏｆ ｃｅｌｌｓ ｉｓ ｊｕｓｔ ｔｈｅ
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ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｑｕａｓｉｃｈｅｍｉｃａｌ ａｐｐｒｏｘｉｍａｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ． Ｔｈｅ Ｐｅｌｔｏｎｓ ｍｏｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ
ｉｓ ｔｈａｔ ｔｏ ｉｎｖｏｌｖｅ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｎｏｎｃｏｎｆｉｇｕｒａｔｉｏｎａｌ ｅｎｔｒｏｐｙ．
（3） Ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｈｅ ｓｏ ｃａｌｌｅｄ ａｓｙｍｍｅｔｒｉｃａｌ ａｐｐｒｏｘｉｍａｔｉｏｎ ｔｈｅ Wi j ｄｅｄｕｃｅｄ

ｆｒｏｍ ｖａｒｉｏｕｓ ＭＯＳｉＯ2 ａｎｄ Ｎａ2ＯＳｉＯ2 ｗａｓ ｕｓｅｄ ｔｏ ｄｅｓｃｒｉｂｅ ＭＯＭＯＳｉＯ2

ｔｅｒｎａｒｙ ｓｙｓｔｅｍ． Ａｎ ａｄｄｉｔｉｏｎａｌ ｉｔｅｍ ｔａｋｅｎ ｆｒｏｍ ｔｅｒｎａｒｙ ｄａｔａ ｉｓ ｎｅｅｄｅｄ ｏｎｌｙ ｉｎ
ｓｅｖｅｒａｌ ｃａｓｅｓ．［19］

Ｇａｙｅｓ Ｍｏｄｅｌ
Ａｓ ｔｈｅ ｆｕｒｔｈｅｒ ｄｅｖｅｌｏｐｍｅｎｔ ｏｆ ＫａｐｏｏｒＦｒｏｈｂｅｒｇｓ Ｍｏｄｅｌ，［20］Ｇａｙｅｓ Ｍｏｄｅｌ

ｈａｓ ｂｅｅｎ ｗｉｄｅｌｙ ａｄｏｐｔｅｄ，ａｔ ｌｅａｓｔ，ｉｎ Ｅｕｒｏｐｅ． Ｐｒｏｖｉｄｅｄ，ａｔ ｐｒｅｓｅｎｔ，ｔｈｉｓ ｉｓ ｔｈｅ
ｍｏｓｔ ｓｕｃｃｅｓｓｆｕｌ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｐａｒａｍｅｔｅｒ ｍｏｄｅｌ． Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｐａｐｅｒ ｐｕｂ
ｌｉｓｈｅｄ ｉｎ 1984，ａ ｓｌａｇ ｃｏｎｔａｉｎｉｎｇ 6 ｏｘｉｄｅｓ ｃａｎ ｂｅ ｔｒｅａｔｅｄ．［21］ Ｍｏｒｅｏｖｅｒ，ｉｎ
1990，ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｏｐｅｒａｔｉｏｎ ｏｆ ＩＲＳＩＤ ｗｉｔｈ ＮＳＣ ｗａｓ ｐｕｂｌｉｓｈｅｄ．［22］Ｉｔ ｅｘ
ｔｅｎｄｓ ｔｈｅ ａｐｐｌｉｃａｔｉｏｎ ｔｏ ｔｈｅ ｓｌａｇｓ ｉｎ ｗｈｉｃｈ ｍｕｌｔｉ ａｎｉｏｎｓ ａｓ O =，S =，F - ａｒｅ ｃｏｅｘ
ｉｓｔｅｄ，ａｎｄ ｔｏ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｃｏｎｔａｉｎｉｎｇ Ｐ2Ｏ5 ．

Ｔｈｉｓ ｉｓ ａｌｓｏ ａ ｍｏｄｉｆｉｅｄ ｑｕａｓｉ ｃｈｅｍｉｃａｌ ａｐｐｒｏｘｉｍａｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ． Ｓｉｍｉｌａｒ
ｔｏ Ｐｅｌｔｏｎｓ ａｐｐｒｏａｃｈ，ｉｔ ｊｕｓｔ ｕｓｅｓ ｂｉｎａｒｙ ｓｙｓｔｅｍ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｔｏ ｓｉｍｕｌａｔｅ ｍｕｌ
ｔｉｐｕｌ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ｓｙｓｔｅｍｓ． Ｔｈｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｃｅ ｆｒｏｍ Ｐｅｌｔｏｎｓ Ｍｏｄｅｌ ｉｓ ｔｈａｔ ｎｏｔ
ｏｎｌｙ ｔｈｅ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｅｎｅｒｇｙ WA

i j
ｏｆ i-A-j ｃｅｌｌ ｂｕｔ ａｌｓｏ ｔｈｅ ｉｎｔｅｒａｃｔｉｏｎ ｅｎｅｒｇｙ E A

i j

ａｎｄ E AB

i
ｂｅｔｗｅｅｎ ｖａｒｉｏｕｓ ｃｅｌｌｓ，Ａ ａｎｄ Ｂ ｄｅｎｏｔｅ O = or S = or（2 F）=，ａｒｅ

ｔａｋｅｎ ｉｎｔｏ ａｃｃｏｕｎｔ． Ｔｈｅ ｂｉｎａｒｙ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｉｎｖｏｌｖｅｄ ｉｎ ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ ｗｅｒｅ
ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ ｔｏ ｂｅ ａ ｌｉｎｅａｒ ｆｕｎｃｔｉｏｎ ｏｆ ｓｌａｇ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ａｎｄ ｔｏ ｂｅ ｉｎｄｅｐｅｎｄｅｎｔ
ｏｎ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ． Ｉｎ ｓｌａｇ ｔｗｏ ｋｉｎｄｓ ｏｆ ｓｕｂｌａｔｔｉｃｅｓ ｗｅｒｅ ａｓｓｕｍｅｄ． Ｏｎｅ ｉｓ
ｃｏｍｐｏｓｅｄ ｏｆ ａｎｉｏｎｓ，ｔｈｅ ａｎｏｔｈｅｒ ｉｓ ｃｏｍｐｏｓｅｄ ｏｆ ｃａｔｉｏｎｓ． Ｖａｒｉｏｕｓ ｃａｔｉｏｎ
ｅｎｔｉｔｉｅｓ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｅ ｏｎ ｔｈｅ ｃａｔｉｏｎ ｓｕｂｌａｔｔｉｃｅ． Ｔｈｉｓ ｉｓ ａｎ ａｓｓｕｍｐｔｉｏｎ ｔｏ ｄｅａｌ
ｗｉｔｈ Ｐ2 Ｏ5 ａｎｄ Ａｌ2 Ｏ3 ． Ｆｏｒ ｅｘａｍｐｌｅ，ｉｔ ｉｓ ｐｒｅｓｕｍｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｃａｔｉｏｎ ｅｎｔｉｔｉｅｓ
ｏｆ Ｐ2 Ｏ5 ａｒｅ ＰＯ3 + ａｎｄ Ｐ5 + ． Ｂｕｔ，ａｓ ｐｏｉｎｔｅｄ ｏｕｔ ｂｙ Ｇａｙｅ ｈｉｍｓｅｌｆ，ｄｅａｌｉｎｇ
ｗｉｔｈ Ａｌ2 Ｏ3 ｗｉｔｈ ｔｈｉｓ ａｐｐｒｏａｃｈ ｎｅｅｄｓ ｆｕｒｔｈｅｒ ｉｍｐｒｏｖｅｍｅｎｔ．

Ｉｔ ｉｓ ｗｏｒｔｈｗｈｉｌｅ ｔｏ ｎｏｔｅ，ｔｈａｔ ｄｅａｌｉｎｇ ｗｉｔｈ Ｃｓ ｄａｔａ ｏｆ ＳｉＯ2Ａｌ2Ｏ3Ｆｅ2Ｏ3
ＦｅＯＭｎＯＭｇＯＣａＯ ｓｌａｇ ｂｙ ｍｅａｎｓ ｏｆ Ｇａｙｅｓ ｍｏｄｅｌ ｉｓ ｍｕｃｈ ｓｕｐｅｒｉｏｒ ｔｈａｎ ｔｈｅ
ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ．［23］Ｍｏｒｅｏｖｅｒ，ａ ｎｕｍｂｅｒ ｏｆ ｒｅｓｅａｒｃｈｅｒｓ ｕｓｅ
Ｇａｙｅｓ Ｍｏｄｅｌ ｔｏ ｅｓｔｉｍａｔｅ Ｃｓ，

［23］ｍｅｌｔｉｎｇ ｐｏｉｎｔ［24］ｏｆ ｓｏｍｅ ｓｌａｇｓ ａｎｄ ｔｈｅ ｍｏｄｉｆｉ
ｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｎｏｎｍｅｔａｌｌｉｃ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ．［25］

Ｐｏｌｙｍｅｒ Ｍｏｄｅｌ
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Ｍａｓｓｏｎ ｉｓ ｋｎｏｗｎ ｗｉｄｅｌｙ ｄｕｅ ｔｏ ｈｉｓ ｇｒｅａｔ ｃｏｎｔｒｉｂｕｔｉｏｎ［26］ｔｏ ｐｏｌｙｍｅｒ ｍｏｄｅｌ．
Ｉｎ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ ｆｉｅｌｄ ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｈｉｇｈｌｉｇｈｔｅｄ． Ａ ｐｌｅｎｔｙ ｏｆ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｓｔｓ
ｓｔｕｄｙ ｓｌａｇ ｂｅｈａｖｉｏｕｒ ａｌｏｎｇ ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ． Ａｓ ｔｈｅｙ ｔｒｕｓｔ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ
ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ａ ｐｏｌｙｍｅｒ． Ａｎｄ ａｎｙｈｏｗ，ｉｎ ｄｅｓｃｒｉｐｔｉｏｎ ｏｆ ｐｏｌｙｍｅｒｉｚａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｏｍｅ ｂｉ
ｎａｒｙ ｓｉｌｉｃａｔｅ ｉｎ ｐａｒｔ ｏｆ ｔｈｅｉｒ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ ｔｈｅ ａｄｏｐｔｉｏｎ ｏｆ ｐｏｌｙｍｅｒ ｍｏｄｅｌ ｉｓ ｓｕｃ
ｃｅｓｓｆｕｌ． Ｏｎ ｔｈｅ ｃｏｎｔｒａｒｙ，ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ ｗａｓ ｃｒｉｔｉｃｉｚｅｄ ａ ｌｏｔ ｂｙ ｇｅｏｃｈｅｍｉｓｔｓ． Ａｓ
Ｍｙｓｅｎ［1］ａｎｄ Ｂｏｔｔｉｎｇａ［16］ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ：
（1）Ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ，ｐｏｌｙｍｅｒ ｍｏｄｅｌ ｄｅｐｅｎｄｓ ｏｎ ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ ｗｈｉｃｈ ａｓ ｅｖ

ｉｄｅｎｔ ｉｓ ｎｏｔ ｒｅｌｉａｂｌｅ．
（2）Ｇｅｎｅｒａｌｌｙ，ｉｔ ｉｓ ｊｕｓｔ ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｔｏ ｄｅａｌ ｗｉｔｈ ｂｉｎａｒｙ ｓｉｌｉｃａｔｅ ｏｆ ｅｉｔｈｅｒ ｃｈａｉｎ

ｌｉｋｅ ｏｒ ｂｒａｎｃｈｅｄｃｈａｉｎｌｉｋｅ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ． Ｎａｍｅｌｙ，ｉｔ ｉｓ ｌｉｍｉｔｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｒｅｇｉｏｎ ｏｆ
ｍｏｌｅ ｆｒａｃｔｉｏｎ ｏｆ ＳｉＯ2 ｉｓ ｌｏｗｅｒ ｔｈａｎ 0． 5． Ｉｔ ｓｅｅｍｓ ｔｏ ｂｅ ｄｉｆｆｉｃｕｌｔ ｔｏ ｄｅａｌ ｗｉｔｈ ｔｈｅ
ｓｌａｇ ｃｏｎｔａｉｎｉｎｇ ｓｏｍｅ ｅｌｅｍｅｎｔｓ ｔｈｅ ｖａｌｅｎｃｙ ａｓ ｗｅｌｌ ａｓ ｔｈｅ ｃｏｏｒｄｉｎａｔｉｏｎ ｎｕｍｂｅｒ ｏｆ
ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｃｈａｎｇｅａｂｌｅ．
（3）Ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｐｏｌｙｍｅｒｉｚａｔｉｏｎ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｓ ａｓｓｕｍｅｄ ａｓ ｔｈｅ ｆｏｕｎｄａｔｉｏｎ ｏｆ

ｐｏｌｙｍｅｒ ｍｏｄｅｌ

SiO4 -

4
+ SinO2（n +1）-

3n +1
= Sin +1 O2（n +2）-

n +4
+ O = （6）

Ｔｈｉｓ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｃｌａｉｍｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｍｏｌｅ ｆｒａｃｔｉｏｎ ｏｆ O = ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｌａｒｇｅｒ ｉｆ ｔｈｅ ｐｏｌｙｍｅｒ
ｉｚａｔｉｏｎ ｄｅｇｒｅｅ ｂｅｃｏｍｅｓ ｌａｒｇｅｒ． Ｎｅｖｅｒｔｈｅｌｅｓｓ，ｔｈｅ ｒｅａｌ ｍｏｌｅ ｆｒａｃｔｉｏｎ ｏｆ O = ｉｓ ａｌ
ｗａｙｓ ａ ｓｍａｌｌ ｑｕａｎｔｉｔｙ． Ａｎｄ，ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｏｆ ｔｈｉｓ ｐｏｌｙｍｅｒｉｚａｔｉｏｎ ｒｅ
ａｃｔｉｏｎ ｂｅｃｏｍｅｓ ｌａｒｇｅｒ ｔｏ ｆｏｌｌｏｗ ｔｈｅ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ． Ｔｈｉｓ ｃｌａｉｍｓ ｔｈａｔ ａｎ
ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ ｐｏｌｙｍｅｒｉｚａｔｉｏｎ ｄｅｇｒｅｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｆｒｏｍ ａｎ ｅｌｅｖａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ． Ｏｂ
ｖｉｏｕｓｌｙ ｔｈｉｓ ｃｏｕｌｄ ｎｏｔ ｂｅ ｉｎ ｒｅａｌｉｔｙ．

Ｍａｇｍａ ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｔｈｅ ｏｂｊｅｃｔｉｖｅ ｏｆ ｇｅｏｃｈｅｍｉｓｔｓ ｉｓ ａ ｓｉｌｉｃａｔｅ ｂａｓｅｄ ｍａｔｅｒｉａｌ ａｓ
ｓｌａｇ． Ｓｏ ｉｔ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ａ ｐｏｌｙｍｅｒ． Ｔｈｅ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｕｎｉｔ ｏｆ ｍａｇｍａ ｉｓ ｃｏｎｓｉｄ
ｅｒｅｄ ａｓ ａ ｒｉｎｇ ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｃｏｍｐｏｓｅｄ ｏｆ 3 ｔｏ 6 ｍｏｎｏｍｅｒｓ，［1］ ｂｙ ｇｅｏｃｈｅｍｉｓｔｓ． Ａｔ
ｐｒｅｓｅｎｔ，ｉｔ ｓｅｅｍｓ ｎｏ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｍｏｄｅｌ ｉｓ ａｖａｉｌａｂｌｅ ｔｏ ｄｅｓｃｒｉｂｅ ｔｈｉｓ ｋｉｎｄ ｏｆ ｒｉｎｇ
ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ．

3 Ａ Ｒｅｖｉｅｗ ｏｎ Ｓｌａｇ Ｂａｓｉｃｉｔｙ

Ｉｎ ｓｐｉｔｅ ｏｆ ｔｈａｔ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｓ ａ ｃｏｎｃｅｐｔ ｆｒｅｑｕｅｎｔｌｙ ｕｓｅｄ ｉｎ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｙ，ｉｔ ｅｎ
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文

ｔｅｒｅｄ ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｈａｌｌ ｏｆ ｍｏｄｅｒｎ ｔｈｅｏｒｙ ｊｕｓｔ ａｆｔｅｒ ｔｈｅ ａｐｐｅａｒａｎｃｅ ｏｆ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ．
Ｉｔ ｗａｓ ｆｉｒｓｔ ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ ｂｙ Ｄｕｆｆｙ ａｎｄ Ｉｎｇｒａｍ ｉｎ ｔｈｅｉｒ ｒｅｓｅａｒｃｈ ｏｎ ｇｌａｓｓｃｈｅｍｉｓ
ｔｒｙ．［27］Ｔｏｇｅｔｈｅｒ ｗｉｔｈ ｔｈｅｍ，Ｓｏｍｍｅｒｖｉｌｌｅ ｍａｄｅ ｅｆｆｏｒｔｓ ｔｏ ｉｎｔｒｏｄｕｃｅ ｔｈｉｓ ｃｏｎｃｅｐｔ
ｔｏ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｓｔｓ．［28］Ｌａｔｅｒ ｏｎ，Ｎａｋａｍｕｒａ ｅｔ ａｌ． ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ ａ ｎｅｗ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ
ｔｈｅｏｒｙ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｐｈｏｔｏａｃｏｕｓｔｉｃ ｓｐｅｃｔｒｏｓｃｏｐｅ ａｎｄ ａｖｅｒａｇｅ ｅｌｅｃｔｒｏｎ ｄｅｎｓｉｔｙ．［29］ Ｉｎ
1987，Ｊｉａｎｇ ｉｎｔｒｏｄｕｃｅｄ ｔｈｅ ｃｏｎｃｅｐｔ ｏｆ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｎ ａ ｎａｔｉｏｎａｌ ｓｅｍｉｎａｒ．［30］

Ｎｏｗａｄａｙｓ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｕｔｉｌｉｚｅｄ ｂｙ ａ ｎｕｍｂｅｒ ｏｆ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｓｔｓ ｔｏ
ｓｕｍ ｕｐ ｖａｒｉｏｕｓ ｃａｐａｃｉｔｙ ｄａｔａ ｏｆ ｍａｎｙ ｓｌａｇｓ ａｓ ｗｅｌｌ ａｓ ｔｈｅ ｓｏｌｕｂｉｌｉｔｙ ｏｆ（ＭｇＯ）
ａｎｄ ｒｅｄｏｘ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｏｆ（ＦｅｔＯ）．

［31］Ｉｎｔｒｉｎｓｉｃａｌｌｙ，ｔｈｅ ｒｅａｓｏｎ ｉｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｃｈｅｍｉ
ｃａｌ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｓｌａｇ ｈａｓ ｔｏ ｂｅ ｃｏｎｃｅｒｎｅｄ ｉｆ ｏｎｅ ｒｅｆｅｒｓ ｔｏ ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｒｅａｃ
ｔｉｏｎ． Ｈｏｗｅｖｅｒ，ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｓ ｊｕｓｔ ｔｈｅ ｂｒｉｅｆ ａｎｄ ｐｒａｃｔｉｃａｌ ｉｎｄｅｘ ｒｅｆｌｅｃｔｉｎｇ ｃｈｅｍｉｃａｌ
ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｓｌａｇ． Ｔｈｉｓ ｆｕｎｃｔｉｏｎ ｉｓ ｎｏｔ ｒｅｐｌａｃｅａｂｌｅ ｗｉｔｈ ｓｌａｇ ｍｏｄｅｌｌｉｎｇ．

Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ｓｏｍｅ ｗｅａｋ ｐｏｉｎｔｓ ｗｅｒｅ ｆｏｕｎｄ ｄｕｒｉｎｇ ｕｔｉｌｉｚｉｎｇ ｏｐｔｉｃａｌ
ｂａｓｉｃｉｔｙ：
（1）Ｖａｒｉｏｕｓ ｃｅｌｌｓ ａｓ i Ｏ j ａｎｄ i Ｏ i ａｒｅ ｔａｋｅｎ ｅｓｓｅｎｔｉａｌｌｙ ｔｏ ｂｅ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃ

ｔｕｒａｌ ｕｎｉｔｓ ｉｎ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ． Ｂｕｔ ｆｏｒ ｃａｌｃｕｌａｔｉｎｇ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｏｆ ａ ｐｒａｃｔｉｃａｌ
ｓｌａｇ，ｔｈｅ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｏｘｉｄｅ ｍｏｌｅｃｕｌａｒ ｉｎ ｓｔｅａｄ ｏｆ ｔｈａｔ ｏｆ ｃｅｌｌｓ ｉｓ ｕｔｉ
ｌｉｚｅｄ．
（2）Ｎｅｉｔｈｅｒ Ｄｕｆｆｙｓ ａｐｐｒｏａｃｈ ｎｏｒ Ｎａｋａｍｕｒａｓ ａｐｐｒｏａｃｈ ｉｓ ｉｄｅａｌ ｉｎ ｅｌｕｃｉｄａ

ｔｉｏｎ ｃｏｍｐｌｅｔｅｌｙ ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ“ｅｎｖｉｒｏｎｍｅｎｔ”ｏｎ ａｎｉｏｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ． Ｔｈｅ ｃｏｍｐａｒｉ
ｓｏｎ ｏｆ ｂｏｎｄｉｎｇ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ＡｌＯ ｉｎ ｖａｒｉａｎｔ ＭＯＡｌ2Ｏ3ＳｉＯ2 ｓｙｓｔｅｍｓ（ＭＯ =

Ｎａ2Ｏ，ＣａＯ，ＭｇＯ） ｉｓ ａ ｔｙｐｉｃａｌ ｅｘａｍｐｌｅ． Ａｐｐｅｎ［32］ ａｎｄ Ｖａｒｓｈａｌ［33］ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ
ｔｈａｔ ｏｆ ＡｌＯ ｉｎ Ｎａ2Ｏ ｓｙｓｔｅｍ ｉｓ ｔｈｅ ｓｔｒｏｎｇｅｓｔ ｏｎｅ，ａｎｄ ｔｈａｔ ｉｎ ＭｇＯ ｉｓ ｔｈｅ ｗｅａ
ｋｅｓｔ ｏｎｅ． Ｔｈｉｓ ｉｓ，ｈｏｗｅｖｅｒ，ｉｎ ｃｏｎｔｒａｓｔ ｔｏ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ． Ｙｏｋｏｋａｗａ ａｌｓｏ
ｄｏｕｂｔｅｄ ｔｈｅ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ Ａｌ2Ｏ3 ｇｉｖｅｎ ｂｙ ｔｈｅ ｔｈｅｏｒｙ．［34］Ｔｈｅ ｃｈａｒａｃ
ｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ Ｎａ2Ｏ ｎｅｅｄｓ ｔｏ ｂｅ ｉｍｐｒｏｖｅｄ ｆｕｒｔｈｅｒ ｙｅｔ．［31］

（3）Ｆｏｒ ｔｒａｎｓｉｔｉｏｎ ｍｅｔａｌ ｏｘｉｄｅｓ，ｔｈｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｇｉｖｅｎ ｂｙ Ｄｕｆｆｙ ｅｔ ａｌ． ｉｓ
ｓｕｃｃｅｓｓｆｕｌ ｉｎ ｄｅｓｃｒｉｐｔｉｏｎ ｏｆ ｐｈｏｓｐｈｏｒｕｓ ｃａｐａｃｉｔｙ ｏｎｌｙ． Ｏｎ ｔｈｅ ｃｏｎｔｒａｒｙ，ｔｈａｔ ｇｉｖ
ｅｎ ｂｙ Ｎａｋａｍｕｒａ ｅｔ ａｌ． ｉｓ ｓｕｃｃｅｓｓｆｕｌ ｊｕｓｔ ｉｎ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｕｅｐｈｕｒ ｃａｐａｃｉｔｙ． Ｉｔ
ｓｅｅｍｓ ｔｈａｔ ａ ｔｒａｎｓｉｔｉｏｎ ｍｅｔａｌ ｏｘｉｄｅ ｓｈｏｕｌｄ ｈａｖｅ ａ ｖａｒｉａｂｌｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ．

4 Ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ

（1）Ｉｎ ｈｉｓｔｏｒｙ，ｍｏｌｅｃｕｌａｒ ｔｈｅｏｒｙ，ｉｏｎｉｃ ｔｈｅｏｒｙ ａｎｄ ｍｏｌｅｃｕｌａｒｉｏｎ ｃｏｅｘｉｓｔｅｄ
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ｍｏｄｅｌ ｗｅｒｅ ｕｓｅｄ ｔｏ ｄｅｓｃｒｉｂｅ ｓｌａｇｓ． Ｔｈｅ ｌａｔｅｒ ｄｏｅｓ ｎｏｔ ｇｅｔ ｗｉｄｅ ｓｕｐｐｏｒｔ ｉｎ ｍｅｔａｌ
ｌｕｒｇｉｓｔｓ． Ｏｎｅ ｏｆ ｔｈｅ ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｒｅａｓｏｎ ｉｓ ｔｈａｔ ｓｏｍｅ ｍｏｌｅｃｕｌｅｓ ｕｓｅｄ ａｓ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒ
ａｌ ｕｎｉｔ ｉｎ ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ ｃｏｕｌｄ ｎｏｔ ｂｅ ｄｅｔｅｃｔｅｄ ｗｉｔｈ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ． Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，
ｉｔ ｗａｓ ｕｎｄｅｒｓｔｏｏｄ ｅａｒｌｉｅｒ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｉｏｎｓ ｉｎ ｓｌａｇ ａｒｅ ｆａｒ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｃｏｍｐｌｅｔｅｌｙ ｉｎｄｅ
ｐｅｎｄｅｎｔ ｓｔａｔｅ． Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔｓ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ ａｌｌ ｔｈｅ ｉｏｎｓ ａｒｅ ｉｎｖｏｌｖｅｄ ｉｎ ｔｈｉｓ ｏｒ ｔｈａｔ ｋｉｎｄ
ｏｆ ｃｅｌｌｓ． Ａｓ ａｌｒｅａｄｙ ｍｅｎｔｉｏｎｅｄ，ｍａｎｙ ｍｏｄｅｒｎ ｓｌａｇ ｍｏｄｅｌｌｉｎｇ ｔａｋｅ ｖａｒｉｏｕｓ ｃｅｌｌｓ
ａｓ ｔｈｅ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｕｎｉｔｓ． Ｈｅｎｃｅ，ｉｔ ｉｓ ｒｅａｓｏｎａｂｌｅ ｔｏ ｓａｙ ｔｈｉｓ ｉｓ ｔｈｅ Ｃｅｌｌ Ｔｈｅｏ
ｒｙ ｅｒａ．
（2）Ｉｎ ｒｅａｌｉｔｙ，ｓｌａｇ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ａ ｐｏｌｙｍｅｒ ｍａｄｅ ｕｐ ｏｆ ｍａｎｙ ｃｅｌｌｓ． Ｕｎｆｏｒｔｕ

ｎａｔｅｌｙ，ｅｖｅｎ ｔｈｅ ｒｅａｌ ｐｏｌｙｍｅｒｉｚａｔｉｏｎ ｆｅａｔｕｒｅ ｏｆ ＣａＯＡｌ2Ｏ3ＳｉＯ2 ｓｌａｇ ｓｏ ｆａｒ ｄｏｅｓ
ｎｏｔ ｂｅ ｕｎｄｅｒｓｔｏｏｄ ｔｈｏｒｏｕｇｈｌｙ． Ｎｅｖｅｒｔｈｅｌｅｓｓ，ｔｈｅ ｐｏｌｙｍｅｒｉｚａｔｉｏｎ ｄｅｇｒｅｅ ｍｉｇｈｔ
ｅｆｆｅｃｔ ｄｉｒｅｃｔｌｙ ｏｎ ｐｈｙｓｉｃａｌ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ，ｓｕｃｈ ａｓ ｖｉｓｃｏｓｉｔｙ． Ｆｏｒ ｓｉｍｕｌａｔｉｎｇ ｃｈｅｍｉｃａｌ
ａｃｔｉｖａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｌａｇ ｉｔ ｓｅｅｍｓ ｆａｉｒｌｙ ｔｏ ｕｎｄｅｒｔａｋｅ ｓｔｕｄｙ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｃｅｌｌ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ．
Ｔｈｉｓ ｉｓ ａｌｓｏ ｔｈｅ ｖｉｅｗ ｐｏｉｎｔ ｏｆ Ｂｏｔｔｉｎｇａ．［16］

Ｔｈｅ ｓｏ ｃａｌｌｅｄ ｃｅｌｌ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｉｓ ｅｓｓｅｎｔｉａｌｌｙ ｔｗｏ ｉｔｅｍｓ． Ｎａｍｅｌｙ，ｔｈｅ ｒｅｌａ
ｔｉｖｅ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｃｅｌｌｓ ａｎｄ ｔｈｅ ｂｏｎｄｉｎｇ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ｔｈｅｍ． Ｉｎ Ｇａｙｅｓ Ｍｏｄｅｌ ａｎｄ
Ｐｅｌｔｏｎｓ Ｍｏｄｅｌ，ｔｈｅｓｅ ｔｗｏ ｉｔｅｍｓ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅ ｔｈｅ ｍｉｘｉｎｇ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｅｘ
ａｃｔｌｙ． Ｉｎ ｆａｃｔ，ｉｎ ａ ｓｌａｇ ｓｙｓｔｅｍ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｉｓ ｊｕｓｔ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ
ｏｆ ｔｈｅ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｃｅｌｌｓ ｗｉｔｈ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｂｏｎｄｉｎｇ ｅｎｅｒｇｙ． Ｏｎｅ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｎｔｒｉｂｕｔｉｏｎｓ ｏｆ
ｍｏｌｅｃｕｌａｒｉｏｎ ｃｏｅｘｉｓｔｅｄ ｍｏｄｅｌ ｉｓ：ｉｔ ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ
ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ｄｏｅｓ ｎｏｔ ｈａｖｅ ａ ｍｅａｎｉｎｇｆｕｌ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ａｐｐａｒｅｎｔ ｃｏｎｃｅｎｔｒａ
ｔｉｏｎ，ｉｔ ｉｓ ａ ｆｕｎｃｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｖｅ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｃｏｎｃｅｒｎｅｄ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｕｎｉｔ
ｓｕｐｐｏｓｅｄ ｔｏ ｂｅ ｍｉｘｉｎｇ ｔｏｇｅｔｈｅｒ ｗｉｔｈ ｏｔｈｅｒｓ ｉｄｅａｌｌｙ． Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉ
ｔｙ，ｔｈｅ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ（Ｂ）ｇｉｖｅｎ ｆｏｒ ｃｏｍｐｏｕｎｄｓ ｉｓ ｉｎｔｒｉｎｓｉｃａｌｌｙ ｊｕｓｔ ａｎ
ｅｘｔｅｎｔ ｏｆ ｂｏｎｄｉｎｇ ｉｎｔｅｎｓｉｔｙ ｏｆ ｓｏｍｅ ｃｅｌｌｓ． Ｔｈｅｒｅｂｙ，ｉｔｓ ｓｔｉｐｕｌａｔｉｏｎ ｏｆ ｔａｋｉｎｇ ｏｘ
ｉｄｅ ｃｏｍｐｏｕｎｄ ａｓ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｕｎｉｔ ｉｓ ａ ｗｅａｋ ｐｏｉｎｔ ｗｈｉｃｈ ｍｕｓｔ ｎｅｇｌｅｃｔ ｏｒ ｓｃｒｅｅｎ
ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｏｔｈｅｒ ｃｅｌｌｓ． Ｔｈｅ“ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ”ｃｏｎｃｅｐｔ ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ ｂｙ Ｊｉａｎｇ
ｉｓ ａ ｓｔｅｐ ａｉｍｉｎｇ ａｔ ｍｏｄｉｆｙ ｏｎ ｔｈｉｓ ｗｅａｋ ｐｏｉｎｔ．［35］ Ｉｔ ｉｓ ｔｈｏｕｇｈｔ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｂｏｎｄｉｎｇ
ｂａｓｉｃｉｔｙ（Bi jYi j）ｏｆ ｃｅｌｌ（i Ｏ j）ｓｈｏｕｌｄ ｈａｖｅ ｅｓｓｅｎｔｉａｌｌｙ ａ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｗｉｔｈ ｔｈｅ
ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｒｅｌａｔｅｄ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ．
（3）Ｅｖｅｎ ｉｔ ｉｓ ｌｉｍｉｔｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｔｅｒｍ ｏｆ ｃｅｌｌ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ，ｓｅｖｅｒａｌ ｔｏｐｉｃｓ ｎｅｅｄ

ｔｏ ｂｅ ｔａｌｋｅｄ ｏｖｅｒ ｆｕｒｔｈｅｒ．
（ａ）Ｔｈｅ ｅｘｉｓｔｉｎｇ ｓｔａｔｅ ｏｆ ｓｕｌｐｈｕｒ ｉｓ ｃｈａｎｇｅａｂｌｅ ｔｏ ｆｏｌｌｏｗ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ
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ｏｘｙｇｅｎ ｐｒｅｓｓｕｒｅ．［5］Ｉｆ ｓｕｌｐｈｕｒ ｉｎ ｏｘｉｄａｔｉｏｎａｌ ｓｌａｇ ｉｓ ｃｏｎｔａｉｎｅｄ ｉｎ ｃｅｌｌ（ＣａＯＳ），
ｉｎ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎａｌ ｓｌａｇ ｉｔ ｍａｙ ｂｅｃｏｍｅ ｔｏ（ＣａＳＣａ）ｏｒ（ＣａＳＳｉ）． Ｓｉｍｉｌａｒｌｙ，ｄｕｒ
ｉｎｇ ｄｅｐｈｏｓｐｈｏｒｉｚａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｓｌａｇ，ｐｈｏｓｐｈｏｒｕｓ ｍｉｇｈｔ ａｌｓｏ ｂｅ ｉｎｖｏｌｖｅｄ ｉｎ
ｃｅｌｌ（ＣａＰＣａ）ａｎｄ ｓｏ ｏｎ． Ｐｒｏｖｉｄｅｄ，ｆｒｏｍ ｔｈｉｓ ｐｏｉｎｔ ｉｔ ｉｓ ａｂｌｅ ｔｏ ｓｕｍ ｕｐ ｔｈｅ ｃａ
ｐａｃｉｔｙ ｄａｔａ ｏｆ ｂｏｔｈ ｏｆ ｏｘｉｄａｔｉｏｎａｌ ａｎｄ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎａｌ ｓｌａｇｓ．
（ｂ）Ａｌｕｍｉｎａ ｉｓ ａ ｔｙｐｉｃａｌ ａｍｐｈｏｔｅｒｉｃ ｏｘｉｄｅ，ｔｈｅ ｃｏｏｒｄｉｎａｔｉｏｎ ｎｕｍｂｅｒ ｏｆ ｉｔ ｉｓ

ｖａｒｉａｂｌｅ． Ａｎｄ ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｈｅ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｃｏｍｐｌｅｘ，ｃｅｌｌ（i-O-j）ｂｅｃｏｍｅｓ ｔｏ（i-O

< k

j
）.［27］ Ｉｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ，ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｃａｔｉｏｎｓ ｃｏｕｌｄ ｈａｖｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｅｆｆｅｃｔ ｏｎ ｔｈｉｓ ｔｒｉｐｌｅ

ｂｏｎｄｅｄ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｉｏｎ． Ｐｅｒｈａｐｓ，ｔｈｅｓｅ ａｒｅ ｔｈｅ ｇｒａｓｐｓ ｔｏ ｕｎｄｅｒｓｔａｎｄ ｔｈｅ ｂｅｈａｖｉｏｕｒ
ｏｆ ａｌｕｍｉｎａ ａｎｄ ｓｏ ｏｎ．
（ｃ）Ａｓ ａ ｔｙｐｉｃａｌ ｔｒａｎｓｉｔｉｏｎ ｍｅｔａｌ ｏｘｉｄｅ，ｔｈｅ ｂｅｈａｖｉｏｕｒ ｏｆ ＦｅｔＯ ｉｓ ｄｉｆｆｉｃｕｌｔ ｔｏ

ｂｅ ｄｅｓｃｒｉｂｅｄ ｓａｔｉｓｆａｃｔｏｒｉｌｙ，ａｔ ｐｒｅｓｅｎｔ，ｗｉｔｈ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ． Ｔｈｅ ｃｏｍｐｌｅｘｉｔｙ ｏｆ
ｔｈｉｓ ｄｅｓｃｒｉｐｔｉｏｎ ｃｏｎｃｅｒｎｓ ｔｈｅ ｒｅｄｏｘ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｔｏｇｅｔｈｅｒ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ａｍｐｈｏｔｅｒｉｃ ｆｅａ
ｔｕｒｅ ｏｆ Ｆｅ2Ｏ3． Ｒｅｃｅｎｔｌｙ，ｉｔ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｆｏｕｎｄ ｔｈａｔ ｓｏｍｅ ｋｉｎｄｓ ｏｆ ｍｅｔａｌｌｉｃ ｂｏｎｄｓ
ｍｉｇｈｔ ａｆｆｅｃｔ ｔｈｉｓ ｏｘｉｄｅ ａｌｓｏ．［36］

（4）Ｔｈｅ ｒｅｓｅａｒｃｈ ｏｎ ｃｅｌｌ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｄｅｐｅｎｄｓ ｕｐｏｎ ｔｈｅ ｐｒｏｇｒｅｓｓｉｏｎ ｏｆ ｍｏｄｅｒｎ
ｄｅｔｅｃｔｉｏｎ ｉｎｓｔｒｕｍｅｎｔｓ． Ｍｅａｎｗｈｉｌｅ，ｉｔ ｃａｎｎｏｔ ｈｅｌｐ ｐａｙｉｎｇ ｓｐｅｃｉａｌ ａｔｔｅｎｔｉｏｎ ｔｏ ｔｈｅ
ｉｍｐｒｏｖｅｍｅｎｔ ｏｆ ｐｒｅｐａｒａｔｉｏｎ ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ ｆｏｒ ｓｌａｇ ｓａｍｐｌｅｓ． Ａ ｔｙｐｉｃａｌ ｉｎｓｔａｎｃｅ ｉｓ
ｔｈａｔ，ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔｓ ｒｅｇａｒｄｉｎｇ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｉｒｏｎ ｏｘｉｄｅ ａｒｅ ａｌｗａｙｓ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ｕｎ
ｄｅｒ ａ ｌｏｗｅｒ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｄｕｅ ｔｏ ｔｈｅ ｓｔｒｏｎｇ ｃｏｒｒｏｓｉｖｉｔｙ ｏｆ ｔｈｅ ｓｌａｇｓ．

Ｃｏｎｓｉｄｅｒｉｎｇ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔｓ ｓｏ ｆａｒ ａｒｅ ｎｏｔ ｓｏ ｒｅｌｉａｂｌｅ，ｉｔ ｉｓ ｅｓｓｅｎｔｉａｌ ｔｏ
ａｐｐｒｏａｃｈ ｔｈｅ ｒｅａｌｉｔｙ ｆｒｏｍ ｂｏｔｈ ｓｉｄｅｓ：ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｗａｙ ａｎｄ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｗａｙ，ａｎｄ
ｔｏ ｒｅｌｙ ｕｐｏｎ ｔｈｅ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｏｆ ｔｈｅｍ． Ｎｏｗａｄａｙｓ ｓｏｍｅ ｅｓｔｉｍａｔｉｏｎｓ ａｂｏｕｔ ｔｈｅ ｅｎｅｒ
ｇｙ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｃｅｌｌｓ ｂｙ ｍｅａｎｓ ｏｆ ｑｕａｎｔｕｍ ｃｈｅｍｉｓｔｒｙ ａｎｄ ｓｏ ｏｎ ｓｅｅｍｓ ｔｏ ｂｅ
ｎｏｔｉｃｅａｂｌｅ．
（5）Ｆｏｒ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｓｔｓ ｉｔ ｉｓ ｔｏｏ ｅａｒｌｙ ｔｏ ｄｅｖｅｌｏｐ ａｎ ａｃｔｕｒａｌ ｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｍｏｄｅｌ．

Ｔｈｅ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｐａｒａｍｅｔｅｒ ｍｏｄｅｌｓ ａｒｅ ｍｏｒｅ ｐｒａｃｔｉｃａｌ． Ｗｈｅｔｈｅｒ ｔｈｅｓｅ ｍｏｄｅｌｓ
ａｒｅ ｓｕｃｃｅｓｓｆｕｌ ｏｒ ｎｏｔ，ｉｔ ａｌｌ ｄｅｐｅｎｄｓ ｏｎ ｗｈｅｔｈｅｒ ｔｈｅｙ ａｒｅ ａｂｌｅ ｔｏ ｓｕｍ ｕｐ ｒｅａｓｏｎａ
ｂｌｙ ｔｈｅ ｋｎｏｗｎ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｄａｔａ． Ａｎｄ ｉｔ ｄｏｅｓ ｎｏｔ ｃｏｎｃｅｒｎ ｔｈｅ ａｓｓｕｍｅｄ ｍｉｃｒｏ
ｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｕｎｉｔｓ ｗｈｅｔｈｅｒ ｔｈｅｙ ａｒｅ ｏｆ ｒｅａｌｉｔｙ ｏｒ ｎｏｔ． Ｆｒｏｍ ｔｈｉｓ ｐｏｉｎｔ，ｔｈｅ ｍｏｌｅｃｕ
ｌａｒｉｏｎ ｃｏｅｘｉｓｔｅｄ ｍｏｄｅｌ ｓｈｏｕｌｄ ｈａｖｅ ｉｔｓ ｓｕｉｔａｂｌｅ ｓｔａｔｕｓ． Ｂｕｔ，ｉｎ ｅｖｅｒｙ ｓｅｎｓｅ，ｉｔ ｉｓ
ｎｏｔ ｔｏ ｓａｙ ｔｈｅ ａｓｓｕｍｅｄ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｕｎｉｔｓ ａｒｅ ｐｒｏｖｅｄ ｔｏ ｂｅ ｏｆ ａｃｔｕａｌｉｔｙ，ｐｕｒｓｕ
ａｎｔｉｎｇ ｔｏ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｍｏｄｅｌ ｃａｎ ｄｅｓｃｒｉｂｅ ｔｈｅ ｃｏｎｃｅｒｎｅｄ ａｃｔｉｖｉｔｙ． Ｉｆ ａ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ
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ｐａｒａｍｅｔｅｒ ｍｏｄｅｌ ｉｓ ｕｓｅｄ ｗｉｄｅｌｙ ａｎｄ ｉｔｓ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｕｎｉｔｓ ｆｏｒ ｖａｒｉｏｕｓ ｓｌａｇ ｓｙｓ
ｔｅｍｓ ａｒｅ ａｓｓｕｍｅｄ ｎｏｔ ｔｏ ｆｏｌｌｏｗ ｔｈｅ ｄｅｓｉｒｅ ｏｆ ｇｅｔｔｉｎｇ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｗｉｔｈ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ
ｒｅｓｕｌｔｓ，ｂｕｔ ｉｎ ａｃｃｏｒｄａｎｃｅ ｗｉｔｈ ａ ｓｅｒｉｏｕｓｌｙ ｕｎｉｖｅｒｓａｌ ｓｔｉｐｕｌａｔｉｏｎ，ｔｈｅｎ ｔｈｅ ａｓ
ｓｕｍｐｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ ｍｉｇｈｔ ｃｌｏｓｅ ｔｏ ｒｅａｌｉｔｙ ｉｎ ａ ｃｌｏｓｅｒ ｄｅｇｒｅｅ． Ｆｒｏｍ ｔｈｉｓ
ｐｏｉｎｔ，ｔｈｅ ｍｏｌｅｃｕｌａｒｉｏｎ ｃｏｅｘｉｓｔｅｄ ｍｏｄｅｌ ｉｓ ｎｏｔ ｓｏ ｓａｔｉｓｆｉｅｄ．

Ｔｈｅ ｍｏｌｅｃｕｌａｒｉｏｎ ｃｏｅｘｉｓｔｅｄ ｍｏｄｅｌ ｕｓｕａｌｌｙ ｔａｋｅｓ ｓｏｍｅ ｕｎｓｔａｂｌｅ ｃｏｍｐｏｕｎｄｓ
ａｓ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｕｎｉｔｓ，ａｎｄ ｔｈｅｎ ｓｕｂｊｅｃｔｓ ｃｒｉｔｉｃｉｓｍ． Ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｖｉｅｗ ｐｏｉｎｔ ｏｆ ｃｅｌｌ
ｔｈｅｏｒｙ，ｔｈｅｓｅ ｍｏｌｅｃｕｌａｒｓ ｆａｃｔｕａｌｌｙ ｈｉｎｔ ｔｈｅ ｃｌｕｓｔｅｒｓ ｏｆ ｓｏｍｅ ｃｅｌｌｓ，ａｎｄ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ
ｍｏｌｅｃｕｌａｒ ｒｅｌａｔｅｓ ｔｏ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｃｅｌｌ ｃｌｕｓｔｅｒ． Ｅｖｅｎｔｈｏｕｇｈ，ｔｈｅ ｅｘｉｓｔｅｎｃｅ ｏｆ ｕｎｓｔａｂｌｅ
ｃｏｍｐｏｕｎｄｓ ｕｎｄｅｒ ｈｉｇｈ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｉｓ ｎｏｔ ｅａｓｙ ｔｏ ａｃｑｕｉｒｅ ｅｖｉｄｅｎｃｅ，ｔｈｅ ｅｘｉｓｔｅｎｃｅ
ｏｆ ｍａｎｙ ｃｅｌｌｓ ｉｓ ｎｏｗ ｐｒｏｖｅｄ． Ｉｎ ｔｈｅ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ ｏｆ ＣａＯＡｌ2Ｏ3（1 873 Ｋ），ｔｈｅ
ｃｅｌｌ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｗｈｉｃｈ ｇｏｖｅｒｎｉｎｇ ｔｈｅ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃｓ ｏｆ ｔｈｉｓ ｓｙｓｔｅｍ ｉｓ

（Ca-O-Ca）+（Al-O-Al） = 2（Ca-O-Al） （7）

Ｔｈｅ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ｕｎｓｔａｂｌｅ ｃｏｍｐｏｕｎｄ 3ＣａＯＡｌ2Ｏ3，ｂｕｔ ｎｏｔ ｏｆ ｏｔｈｅｒ
ｓｔａｂｌｅ ｃｏｍｐｏｕｎｄ，ｗａｓ ｃｈｏｓｅｎ ｂｙ Ｊｉａｎｇ ｔｏ ｃａｌｃｕｌａｔｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｏｆ ｔｈｅ
ｃｅｌｌ ｒｅａｃｔｉｏｎ．［35］Ｔｈｉｓ ｉｓ ａ ｒｅａｓｏｎａｂｌｅ ｓｅｌｅｃｔｉｏｎ，ｂｅｃａｕｓｅ ｏｎｌｙ 3ＣａＯ Ａｌ2Ｏ3 ｃｏｎ
ｔａｉｎｓ ｊｕｓｔ ｃｅｌｌ ｏｆ（ＣａＯＡｌ）． Ｔｈｉｓ ｕｎｓｔａｂｌｅ ｃｏｍｐｏｕｎｄ ｗａｓ ａｌｓｏ ｔａｋｅｎ ａｓ ｍｉｃｒｏ
ｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｕｎｉｔ ｉｎ ｍｏｌｅｃｕｌａｒｉｏｎ ｃｏｅｘｉｓｔｅｄ ｍｏｄｅｌ，ｂｕｔ ｔｈｉｓ ｗａｓ ｏｎｌｙ ｆｏｒ ｇｅｔｔｉｎｇ
ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｗｉｔｈ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｒｅｓｕｌｔｓ．［10］

Ａｆｔｅｒ ａｌｌ，ａ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｐａｒａｍｅｔｅｒ ｍｏｄｅｌ ｍａｙ ａｃｑｕｉｒｅ ｍｏｒｅ ｒｅｌｉａｂｉｌｉｔｙ ｉｆ
ｉｔｓ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｕｎｉｔｓ ａｒｅ ｍｏｒｅ ｃｌｏｓｅｒ ｔｏ ｒｅａｌｉｔｙ． Ｐｅｒｈａｐｓ，ｆｒｏｍ ｔｈｉｓ ｖｉｅｗ ｐｏｉｎｔ
ｔｏ ｕｎｄｅｒｔａｋｅ ｔｈｅ ｎｅｘｔ ｉｍｐｒｏｖｅｍｅｎｔ ｏｆ Ｇａｙｅｓ ｍｏｄｅｌ ｉｓ ｂｅｎｅｆｉｃｉａｌ． Ｔｈｅ ａｍｐｈｏｔｅｒｉｃ
ｂｅｈａｖｉｏｕｒ ｏｆ ａｌｕｍｉｎａ ａｎｄ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｅｎｖｉｒｏｎｍｅｎｔ ｏｆ S = ｈａｖｅ ｎｏｔ ｂｅｅｎ ｄｅａｌｔ
ｗｉｔｈ ｑｕａｎｔｉｔａｔｉｖｅｌｙ ｉｎ Ｇａｙｅｓ ｍｏｄｅｌ． Ａｎｄ，ｐｒｏｖｉｄｅｄ，ｆｏｒ Ｐ2Ｏ5 ａｎｄ ｓｏ ｏｎ ｏｎｅ ｈａｖｅ
ｔｏ ｔａｋｅ ｄｏｕｂｌｅ ｂｏｎｄｉｎｇ ｉｎｔｏ ａｃｃｏｕｎｔ．
（6）Ｔｏ ｃｏｍｐａｒｅ ｔｈｅ ａｐｐｒｏａｃｈｅｓ ｏｆ Ｐｅｌｔｏｎ，Ｇａｙｅ ａｎｄ ｔｈｅ ａｕｔｈｏｒ，Ｅｑ．（5）

ｃａｎ ｂｅ ｕｓｅｆｕｌ ｉｎ ｂｉｎａｒｙ ｓｙｓｔｅｍ． Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｅｉｔｈｅｒ Ｐｅｌｔｏｎ ｏｒ Ｇａｙｅ，ｔｈｅ ｅｎｅｒｇｙ
ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｆｏｒ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｏｆ Ｋ ａｒｅ ｅｖａｌｕａｔｅｄ ｔｈｒｏｕｇｈ ｖａｌｕｅ ｆｉｔｔｉｎｇ ｏｆ ｔｈｅｒｍｏｄｙ
ｎａｍｉｃ ｄａｔａ． Ａｓ ｔｈｅ ｉｄｅａ ｏｆ ｔｈｅ ａｕｔｈｏｒ，ｈｏｗｅｖｅｒ，

K = f（Bi j，Gm） （8）

ａｎｄ ｔｈｅｎ ｔｈｅ ｄａｔａ ｏｆ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ａｓ ｂｏｎｄｉｎｇ ｅｎｅｒｇｙ ｃａｎ ｂｅ ａｄｏｐｔｅｄ． Ｆｏｒ ｌｉｍｅ
ａｌｕｍｉｎａｓｉｌｉｃａ ｔｅｒｎａｒｙ ｓｙｓｔｅｍ，ｔｈｅ ｇｏｖｅｒｎｉｎｇ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ａｕｔｈｏｒ
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Yα
12

Yβ
13

Yδ
14

Yv

24
/Yσ

44
Yτ

11
Yυ

22
Yι

33
= f（Bi j，Gm） （9）

Ｈｅｒｅ，α，β，δ，v，σ，τ，υ，ι ａｌｌ ａｒｅ ｓｔｏｉｃｈｉｏｍｅｔｒｉｃ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｉｎ ｃｅｌｌ ｍｉｘｉｎｇ ｒｅ
ａｃｔｉｏｎ． Ｓｕｂｓｃｒｉｐｔｓ 1，2，3，4 ｄｅｎｏｔｅｓ Ｓｉ，Ａｌａ（ａｃｉｄ Ａｌ3 +），Ａｌｂ（ｂａｓｉｃ Ａｌ3 +），

Ｃａ ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ，12 ｄｅｎｏｔｅｓ Ｓｉ ＯＡｌ ｃｅｌｌ ａｎｄ ｓｏ ｏｎ．

5 Ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎ Ｒｅｍａｒｋｓ

Ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ｉｓ ａ ｒｅｖｉｅｗ ａｎｄ ａ ｃｏｍｍｅｎｔ ｒｅｇａｒｄｉｎｇ ｓｌａｇ ｍｏｄｅｌｓ ａｎｄ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａ
ｓｉｃｉｔｙ． Ｉｔ ｉｓ ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｔｏ ｓａｙ，ｕｎｄｅｒｔａｋｉｎｇ ｔｈｅ ｒｅｓｅａｒｃｈ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｔｗｏ ａｓ
ｐｅｃｔｓ ｍｉｇｈｔ ｂｅ ｂｅｎｅｆｉｃｉａｌ． Ｏｎｅ ｉｓ ｔｏ ｅｌｕｃｉｄａｔｅ ｔｈｅ ｃｅｌｌ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｄｅｐｅｎｄｉｎｇ ｏｎ
ｂｏｔｈ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ａｎｄ ｔｈｅｏｒｙ． Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｉｓ，ｔｈｅ ｐｒｅｃｉｓｅ ｅｖａｌｕａｔｉｏｎ ｏｆ ｂａｓｉｃｉｔｙ
ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｉｎ ｖａｒｉｏｕｓ ｃａｓｅｓ ｃａｎ ｂｅ ｇｉｖｅｎ． Ｔｈｅ ａｎｏｔｈｅｒ ｉｓ ｅｓｔａｂｌｉｓｈｍｅｎｔ ｏｆ ａ
ｍｏｄｅｌ ｔｏ ｃａｌｃｕｌａｔｅ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｖｅ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｖａｒｉｏｕｓ ｃｅｌｌｓ，ｔａｋｉｎｇ ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ
ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｃｏｏｒｄｉｎａｔｉｏｎ ｎｕｍｂｅｒ ａｎｄ ｃｈｅｍｉｃａｌ ｖａｌｅｎｃｙ ｉｎｔｏ ａｃｃｏｕｎｔ． Ａｎｄ ｆｉ
ｎａｌｌｙ ｔｏ ｃｏｒｒｅｃｔ ｔｈｅ ｒｅｓｅａｒｃｈ ｂｙ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ．

Ａｃｋｎｏｗｌｅｄｇｅｍｅｎｔｓ

Ｔｈｉｓ ｒｅｓｅａｒｃｈ ｉｓ ｓｕｐｐｏｒｔｅｄ ｂｙ Ｔｈｅ Ｎａｔｉｏｎａｌ Ｎａｔｕｒａｌ Ｓｃｉｅｎｃｅ Ｆｏｕｎｄａｔｉｏｎ ｏｆ
Ｃｈｉｎａ．

Ｔｈｅ ａｕｔｈｏｒｓ ａｒｅ ｖｅｒｙ ｇｒａｔｅｆｕｌ ｔｏ Ｐｒｏｆｅｓｓｏｒ Ｚｈａｎｇ Ｊｉａｎ ｆｏｒ ｈｉｓ ｓｙｓｔｅｍａｔｉｃａｌ
ｉｎｔｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ Ｍｏｌｅｃｕｌａｒ — Ｉｏｎ Ｃｏｅｘｉｓｔｅｄ Ｍｏｄｅｌ．
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［36］ Ｍ． Ｄ． Ｉｎｇｒａｍ：Ｐｒｏｃ． ｏｆ 3ｒｄ Ｉｎｔ． Ｃｏｎｆ． ｏｎ Ｍｏｌｔｅｎ Ｓｌａｇｓ ａｎｄ Ｆｌｕｘｅｓ，Ｇｌａｓｇｏｗ，Ｕ． Ｋ．，
Ｊｕｎｅ，（1988），166

［37］ Ｊｉａｎｇ Ｇｕｏｃｈａｎｇ ａｎｄ Ｚｈａｎｇ Ｘｉａｏｐｉｎｇ：Ｐｒｏｃ． ｏｆ 4ｔｈ Ｉｎｔ． Ｃｏｎｆ． ｏｎ Ｍｏｌｔｅｎ Ｓｌａｇ ａｎｄ Ｆｌｕ
ｘｅｓ，ＩＳＩＪ，Ｔｏｋｙｏ，（1992）
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Ｔｈｅ Ｋｉｎｅｔｉｃｓ ｏｆ Ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ＭｎＯ
ｉｎ Ｍｏｌｔｅｎ Ｓｌａｇ ｗｉｔｈ Ｃａｒｂｏｎ

Ｓａｔｕｒａｔｅｄ Ｌｉｑｕｉｄ Ｉｒｏｎ?

Ａｂｓｔｒａｃｔ Ｔｈｉｓ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ ｄｅｖｏｔｅｓ ｔｏ ｔｈｅ ｋｉｎｅｔｉｃｓ ｏｆ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ
（ＭｎＯ）ｗｉｔｈ ｃａｒｂｏｎｓａｔｕｒａｔｅｄ ｌｉｑｕｉｄ ｉｒｏｎ． Ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ ｉｎｖｏｌｖｅｓ
ｈｉｇｈ ｃｏｎｔｅｎｔ ｒｅａｌｍ ｏｆ ｂｏｔｈ（% MnO）ａｎｄ % Mn. Ｉｔ ｗａｓ ｆｏｕｎｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ
ｉｓ ｌｉｍｉｔｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｉａｌ ｒｅａｃｔｉｏｎ． Ｂｙ ｍｅａｎｓ ｏｆ ａ ＸＴＶ ｄｙｎａｍｉｃ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉ
ｃａｌ ｐｈｅｎｏｍｅｎａ ｄｉｓｐｌａｙｉｎｇ ｄｅｖｉｃｅ，ｔｈｅ ｓｌａｇｉｒｏｎ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｗａｓ ｐｒｏｖｅｄ ｔｏ ｂｅ ｔｈｅ
ｅｓｓｅｎｔｉａｌ ｓｉｔｅ ｆｏｒ ｅｖｏｌｖｉｎｇ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｐｒｏｄｕｃｔ ＣＯ． Ｔｈｅ ｃｏｎｔｅｎｔ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ
ｓｕｒｆａｃｅ ａｃｔｉｖｅ ａｇｅｎｔ Ｓ ａｆｆｅｃｔｓ ｏｂｖｉｏｕｓｌｙ ｏｎ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｅ． Ｉｆ ｎｏ ｃａｒｂｏｎ ｉｓ
ａｄｄｅｄ ｉｎ ｓｌａｇ，ｔｈｅｎ ａ ｈｕｍｐ ｅｍｅｒｇｅｓ ｏｎ ｔｈｅ ｃｕｒｖｅ ｏｆ（% FeO）ｖｓ． ｒｅａｃｔｉｏｎ
ｔｉｍｅ． Ｉｎ ｔｈｉｓ ｃａｓｅ，ｔｈｅ ａｐｐａｒｅｎｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｒｄｅｒ ｉｓ 2． Ｉｆ ｔｈｅｒｅ ｉｓ ａ ｃａｒｂｏｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ
ｉｎ ｓｌａｇ，ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｉｓ ｏｆ ａｐｐａｒｅｎｔ ｆｉｒｓｔ ｏｒｄｅｒ． Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｔｈｒｅｅ ｓｔｅｐ ｍｏｄｅｌ ｏｆ
ｒｅａｃｔｉｏｎｓ ｉｎ ｓｅｒｉｅｓ，ｔｈｅ ａｆｏｒｅｍｅｎｔｉｏｎｅｄ ｐｈｅｎｏｍｅｎａ ａｎｄ ｒｅｇｕｌａｒｉｔｉｅｓ ｗｅｒｅ ｅｌｕｃｉｄａ
ｔｅｄ ｕｎｉｔｅｄｌｙ．

1 Ｉｎｔｒｏｄｕｃｔｉｏｎ

Ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ＨＣＦｅＭｎ ｔｈｒｏｕｇｈ ｓｍｅｌｔｉｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ ｇａｉｎｅｄ
ｈｉｇｈ ｌｉｇｈｔ ｏｆ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｓｔｓ． Ａｓ ｔｈｅ ｂａｓｉｃ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｎ ｉｒｏｎｍａｒｋｉｎｇ ａｎｄ ｓｔｅｅｌｍａｋ
ｉｎｇ，ｔｈｅ ｒｅｇｕｌａｒｉｔｙ ｏｆ ｏｘｉｄａｔｉｏｎ ａｎｄ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ｍａｎｇａｎｅｓｅ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｄｉｓｃｕｓｓｅｄ
ｉｎ ａ ｌｏｔ ｏｆ ｔｅｘｔ ｂｏｏｋｓ． Ｔｈｅｓｅ，ｈｏｗｅｖｅｒ，ｌｉｍｉｔｅｄ ｔｈｅｍｓｅｌｖｅｓ ｉｎ ｔｈｅ ｌｏｗｅｒ ｒｅｇｉｏｎ

 Ｉｎ ｃｏｌｌａｂｏｒａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ ＪＩＡＮＧ Ｇｕｏｃｈａｎｇ，ＤＩＮＧ Ｗｅｉｚｈｏｎｇ，ＧＵ Ｌｉｐｉｎｇ，ＧＵＯ Ｓｈｕｑｉａｎｇ
ａｎｄ ＺＨＡＯ Ｂａｉｘｉｏｎｇ． Ｒｅｐｒｉｎｔｅｄ ｆｒｏｍ ＩＳＩＪ Ｉｎｔｅｒｎａｔｉｏｎａｌ，Ｖｏｌ． 33，Ｎｏ． 1，ｐｐ． 104 108
（1993）
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ｏｆ（% MnO）ａｎｄ % Mn. Ｔｏ ｇｒａｓｐ ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ ｏｆ ｓｍｅｌｔｉｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ
ｏｆ ＨＣＦｅＭｎ，ｔｈｉｓ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ ｉｓ ｄｅｖｏｔｅｄ ｔｏ ｔｈｅ ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｋｉｎｅｔｉｃｓ ｕｎｄｅｒ
ｔｈｅ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ ｉｎｖｏｌｖｉｎｇ ｍｕｃｈ ｈｉｇｈｅｒ ｃｏｎｔｅｎｔ ｒｅａｌｍ ｏｆ ｂｏｔｈ % Mn ａｎｄ（% MnO）.

2 Ｔｈｅ Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ

Ｓｏｍｅ ｏｆ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔｓ ｗｅｒｅ ｃａｒｒｉｅｄ ｏｕｔ ｉｎ ａ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｆｕｒｎａｃｅ． Ｆｉｇ． 1 ｉｓ
ｔｈｅ ｉｎｓｔａｌｌａｔｉｏｎ ｓｙｓｔｅｍ． Ｔｈｅ ｍｅｔａｌ ｉｎ ｐｒｅｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｗａｓ ｃｏｍｐｏｓｅｄ
ｏｆ ｃｈｅｍｉｃａｌ ｐｕｒｅ ｉｒｏｎ ａｎｄ ｅｌｅｃｔｒｏｌｙｔｉｃ Ｍｎ ｍｅｔａｌ． Ａｆｔｅｒ ｔｈｅ ｇｒａｐｈｉｔｅｃｒｕｃｉｂｌｅ ｃｏｎ
ｔａｉｎｉｎｇ ｍｅｔａｌ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｗａｓ ｐｕｔ ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｆｕｒｎａｃｅ ａｎｄ ａｎ Ａｒ ｆｌｏｗ ｏｆ 1 Ｎｌ ／ ｍｉｎ ｗａｓ
ｉｎｐｕｔ，ｔｈｅ ｈｅａｔｉｎｇ ｓｔａｒｔｅｄ． Ｔｈｅ ｐｒｅｍｅｌｔｅｄ ｓｌａｇ ｗａｓ ｓｐｒｅａｄｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｓｕｒｆａｃｅ ｏｆ
ｍｏｌｔｅｎ ｍｅｔａｌ ｓｅｖｅｒａｌ ｍｉｎｕｔｅｓ ａｆｔｅｒ ｔｈｅ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｈａｄ ｒｅａｃｈｅｄ ｔｈｅ ｓｅｔｔｌｅｄ ｇｏａｌ
ｗｉｔｈ ａｎ ａｃｃｕｒａｃｙ ｏｆ ± 5 K. Ｔｈｅ ｐｒｅｍｅｌｔｅｄ ｓｌａｇ ｗａｓ ｃｏｍｐｏｓｅｄ ｏｆ ｐｕｒｅ ｃｈｅｍｉｃａｌ ａ
ｇｅｎｔｓ ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｇｉｖｅｎ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｔａｂｌｅ 1． Ｉｎ ｆｅｗ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔｓ，
ｔｈｅ ｓｌａｇ ｉｎｃｌｕｄｅｄ ｓｏｍｅ ｃｏｋｅ ｓｌｉｃｅｓ． Ｓｌａｇ ｓａｍｐｌｉｎｇ ｏｆ 6 100 ｍｇ ｓｔａｒｔｅｄ ｆｒｏｍ ｔｈｅ
ｍｏｍｅｎｔ ｏｆ ｓｌａｇ ａｄｄｉｔｉｏｎ ａｎｄ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｇｉｖｅｎ ｔｉｍｅ ｉｎｔｅｒｖａｌ． Ａｆ
ｔｅｒ ｓｅｐａｒａｔｉｎｇ ｆｒｏｍ ｍｅｔａｌ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｓａｍｐｌｅｓ ｗｅｒｅ ａｎａｌｙｓｅｄ ｂｙ ｍｅａｎｓ ｏｆ ａｔｏｍｉｃ ａｂ
ｓｏｒｐｔｉｏｎ ｓｐｅｃｔｒｏｐｈｏｔｏｍｅｔｅｒ．

Ｔａｂｌｅ 1 Ｔｈｅ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ ｏｆ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｉｎ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｆｕｒｎａｃｅ

Ｒｕｎ
Ｓｌａｇ Ｍｅｔａｌ

（% MnO）i （% FeO）i （% MgO）i Ｂ ｗｔ（ｇ）Ｃａｄｄ． Ｃｏｎｔｅｎｔ ｗｔ（ｇ）

Ｔｅｍｐ．
（Ｋ）

021 52． 85 7． 0
1
5
（% CaO） 0． 9 20 0 Ｍｎ ｂａｓｅ，% Si = 0． 027 80 1 823

022 51． 74 7． 0
1
5
（% CaO） 0． 9 20 0 Ｍｎ ｂａｓｅ，% Si = 0． 048 80 1 823

023 50． 67 7． 0
1
5
（% CaO） 0． 9 20 0 Ｍｎ ｂａｓｅ，% Si = 0． 079 80 1 823

111 40． 00 0 5 1． 1 200 0 % Mni = 0 600 1 823

112 40． 00 0 5 1． 1 200 0 % Mni = 10 600 1 823

113 40． 00 0 5 1． 1 200 0 % Mni = 30 600 1 823

213 42． 78 5 6 1． 3 20 5 % Mni = 0 80 1 853

214 42． 78 5 6 1． 3 20 5 % Mni = 30 80 1 853

217 42． 78 5 6 1． 3 20 0 % Mni = 0 80 1 853

Ｂ =（ＣａＯ + ＭｇＯ）／ ＳｉＯ2，Ｂ = ＣａＯ ／ ＳｉＯ2，“ｉ”ｄｅｎｏｔｅｓ ｉｎｉｔｉａｌ ｍｏｍｅｎｔ．
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Ｆｉｇ． 1 Ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｓｅｔ ｉｎ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｆｕｒｎａｃｅ Ｆｉｇ． 2 Ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｓｅｔ ｉｎ
ｉｎｄｕｃｔｉｏｎ ｆｕｒｎａｃｅ

Ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔｓ ｗｅｒｅ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ｉｎ ａｎ ｉｎｄｕｃｔｉｏｎ ｆｕｒｎａｃｅ，ａｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ
Ｆｉｇ． 2． Ａｆｔｅｒ ｍｅｌｔｉｎｇ ｄｏｗｎ ｔｈｅ ｍｅｔａｌ，ｐｒｅｍｅｌｔｅｄ ｓｌａｇ ｗａｓ ａｄｄｅｄ． Ｉｎ ｓｏｍｅ ｈｅａｔｓ，
ｓｏｍｅ ｃｏｋｅ ｗａｓ ａｄｄｅｄ ｔｏｇｅｔｈｅｒ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｓｌａｇ ａｄｄｉｔｉｏｎ． Ａｎｄ ｔｈｅｎ，ｓｔａｒｔｅｄ ｃａｒｂｏｎ
ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｆｏｒ ｋｅｅｐｉｎｇ % C ｔｈｒｏｕｇｈ ａ ｇｒａｐｈｉｔｅ ｔｏｒｃｈ． Ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｆｌｕｃｔｕａｔｉｏｎ ｗａｓ
ｕｐ ｔｏ ± 25 Ｋ． Ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｓｃｈｅｍｅ ｉｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｔａｂｌｅ 2．

Ｔａｂｌｅ 2 Ｔｈｅ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ ｏｆ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｉｎ ｉｎｄｕｃｔｉｏｎ ｆｕｒｎａｃｅ

Ｒｕｎ Ｎｏ．
Ｍｅｔａｌ Ｓｌａｇ

Ｂａｓｅ % Mni （% MnO）i Ｂ Ｃａｄｄ．（ｇ）
Ｔｅｍｐ．（Ｋ）

301 Ｆｅ 0 42． 78 1． 3 80 1 893

311 Ｆｅ 0 42． 78 1． 3 0 1 893

B =（CaO）/（SiO2），“i”ｄｅｎｏｔｅｓ ｉｎｉｔｉａｌ ｍｏｍｅｎｔ．

3 Ｔｈｅ Ｒｅａｃｔｉｏｎ Ｍｅｃｈａｎｉｓｍ

Ｉｔ ｗａｓ ｆｏｕｎｄ ｔｈａｔ ｉｆ ｔｈｅ ｉｎｉｔｉａｌ ｓｌａｇ ｃｏｎｔａｉｎｓ ｎｏ（ＦｅＯ），ａｎ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ
（% FeO）ｔｈｅｎ ｅｍｅｒｇｅｓ ｉｎ ｔｈｅ ｉｎｉｔｉａｌ ｓｔａｇｅ ｏｆ（ＭｎＯ）ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ． Ａｎｄ ｔｈｅ ｃｕｒｖｅ
ｏｆ（% FeO）ｖｓ． ｒｅａｃｔｉｏｎ ｔｉｍｅ ｆｒｅｑｕｅｎｔｌｙ ｅｘｈｉｂｉｔｓ ａ ｈｕｍｐ ａｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 3． Ｉｔ
ｉｓ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ ｉｎ ｔｈｉｓ ｆｉｇｕｒｅ，ｔｈｅ ｈｉｇｈｅｒ ｔｈｅ % Mn，ｔｈｅ ｌｏｗｅｒ ｔｈｅ ｈｕｍｐ ａｎｄ ｔｈｅ
ｓｌｏｗｅｒ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｅ ｏｆ（ＭｎＯ）． Ｐｏｍｆｒｅｔ，［1］Ｐｌａｓｈｅｖｓｋｙ［2］ ａｎｄ Ｓｈｉｎｏｚａ
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ｋｉ［3］ ｓｔｕｄｉｅｄ ｔｈｉｓ ｂｅｈａｖｉｏｕｒ ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ． Ｐｏｍｆｒｅｔｓ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ
ｃｅｎｔｒｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｃｈａｎｇｉｎｇ ＣＯ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ａｎｄ Ｐｌａｓｈｅｖｓｋｙｓ ｒｅｓｅａｒｃｈ ｃｏｎ
ｃｅｒｎｅｄ ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ａｎｄ ｉｎｉｔｉａｌ（% MnO）. Ｔｈｅｉｒ ｒｅｓｕｌｔｓ ａｒｅ ｓｉｍｉｌａｒ ｔｏ
Ｆｉｇ． 3，ｅｓｐｅｃｉａｌｌｙ ｔｏ ｔｈｅ ｃｕｒｖｅ ｏｆ Ｒｕｎ 111．

Ｆｉｇ． 3 Ｔｈｅ Ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ｏｆ（ＭｎＯ）ａｎｄ ｔｈｅ ｂｅｈａｖｉｏｕｒ ｏｆ（ＦｅＯ）

Ｆｉｇ． 3 ｐｏｉｎｔｓ ｏｕｔ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ（% MnO）ｉｎ ｔｈｉｓ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｐｒｏｇｒｅｓ
ｓｅｓ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ａ ｍｏｄｅｌ ｉｎｖｏｌｖｉｎｇ ｔｈｒｅｅ ｓｕｂｒｅａｃｔｉｏｎｓ ｉｎ ｓｅｒｉｅｓ．

（MnO）+ Fe =（FeO）+ Mn （1）

（FeO）+ CO = Fe + CO2 （2）

CO2 + C = 2CO （3）

Ｔｈｅ ｓｕｇｇｅｓｔｉｏｎ ｏｆ ｒｅａｃｔｉｏｎ （3） ｗｉｌｌ ｂｅ ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｄ ｉｎ ｎｅｘｔ ｓｅｃｔｉｏｎ． Ｕｎｄｅｒ
1 823 Ｋ，ａｓｓｕｍｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ（1）ｉｓ ｉｎ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ

N
FeO

= 0. 26
γ

MnO

γ
FeO

N
MnO

α
Fe

α
Mn

（4）

Ｈｅｒｅ，0． 26 ｃｏｍｅｓ ｆｒｏｍ

log K1 = -
6 640. 0

T
+ 2. 95 （5）

Ｔａｂｌｅ 3 ｉｓ ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｒｅｓｕｌｔ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ ｔｏ Ｆｉｇ． 3． Ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ
（% FeO）ｉｓ ｌａｒｇｅｒ ｔｈａｎ ｔｈｅ（% FeO）max ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 3． Ｔｈｉｓ ｍａｋｅｓ ｓｅｎｃｅ ｔｈａｔ
ｒｅａｃｔｉｏｎ（1）ｉｓ ｐｏｓｓｉｂｌｙ ｉｎ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃｓ．

Ｔａｂｌｅ 3 Ｔｈｅ ｐｏｓｓｉｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ｒｅａｃｔｉｏｎ（1）ｉｎ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃｓ
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Ｒｕｎ Ｎｏ．
Ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｆｏｒ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ

（% MnO） Ｍｎ αＦｅ ／ αＭｎ γＭｎＯ
［4］ γＦｅＯ

［5］

Ｎ
ＦｅＯ

ｃａｌｃｄ．
（% FeO）

ｍｅａｓｄ．

111 36． 3 1． 25 79． 00 1． 0 2． 0 5． 25 1. 60%

112 33． 7 11． 60 7． 62 1． 0 2． 0 0． 34 0. 77%

113 33． 5 31． 80 2． 13 1． 0 2． 0 0． 094 0. 53%

1）“”ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ｍｏｍｅｎｔ ｏｆ ｄ（% FeO）/dt = 0.
2）ａｓｓｕｍｅ αＦｅ ／ αＭｎ = % Fe /% Mn.

3）Ｍｎ ｗａｓ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ（% MnO）i -（% MnO）.
4）γＭｎＯ ａｎｄ γＦｅＯ ｗｅｒｅ ｅｖａｌｕａｔｅｄ ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ Ｂ = 1． 1．

Ｉｎ ｏｒｄｅｒ ｔｏ ｄｉｓｐｌａｙ ｔｈｅ ｒａｔｅ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｓｔｅｐ ｏｆ ｔｈｅ ｏｖｅｒａｌｌ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ，ｅｘｐｅｒｉ

Ｆｉｇ． 4 Ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｉｎｉｔｉａｌ % S ｏｎ
（ＭｎＯ）ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ

ｍｅｎｔｓ ｕｓｉｎｇ ｍｅｔａｌ ｗｉｔｈ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ % Sｗｅｒｅ
ｄｅｓｉｇｎｅｄ． Ｔｈｉｓ ｉｓ ｉｎｔｅｎｄｅｄ ｔｏ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ
ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ（ＭｎＯ）ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｈｅ ｓｕｒ
ｆａｃｅ ａｃｔｉｖｅ ｆｕｎｃｔｉｏｎ ｏｆ Ｓ． Ｆｉｇ． 4 ｓｈｏｗｓ
ｔｈａｔ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ａｂａｔｅｓ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｔｈｅ
ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ % S. Ｔｈｉｓ ｉｓ ｓｕｒｅｌｙ ａｎ ｅｖｉ
ｄｅｎｃｅ ｉｎｄｉｃａｔｉｎｇ ｔｈａｔ ｒａｔｅ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｓｔｅｐ ｉｓ
ｎｏｔ（ＭｎＯ） ｄｉｆｆｕｓｉｏｎ，ｂｕｔ ｔｈｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ
ｒｅａｃｔｉｏｎ．

Ｕｓｕａｌｌｙ，ｗｈｅｔｈｅｒ ａｎ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｒｅａｃ
ｔｉｏｎ ｉｓ ｔｈｅ ｒａｔｅ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｓｔｅｐ ｏｒ ｎｏｔ ｉｓ
ｊｕｄｇｅｄ ｂｙ ｍｅａｎｓ ｏｆ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｉｎｔｅｒ

ｆａｃｅ ａｒｅａ． Ｎｅｖｅｒｔｈｅｌｅｓｓ，ｉｔ ｃａｎ ａｌｓｏ ｂｅ ｊｕｄｇｅｄ ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｎ
ｔｅｎｔ ｏｆ ｓｕｒｆａｃｅ ａｃｔｉｖｅ ａｇｅｎｔｓ． Ｉｔ ｓｅｅｍｓ ｓｕｐｅｒｉｏｒ ｔｈａｎ ｔｈｅ ｗａｙ ｏｆ ｃｈａｎｇｉｎｇ ｃｒｕｃｉｂｌｅ
ｄｉａｍｅｔｅｒ，ｄｕｅ ｔｏ ｔｈｅ ｆａｃｔ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｄｅｐｔｈ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｍｅｔａｌ ａｎｄ ｔｈｅ ｔｈｉｃｋｎｅｓｓ ｏｆ ｓｌａｇ
ｃａｎ ｂｅ ｋｅｐｔ ｗｉｔｈｏｕｔ ｃｈａｎｇｅ ｗｈｅｎ ｔｈｅ ｃｏｎｔｅｎｔ ｏｆ ｓｕｒｆａｃｅ ａｃｔｉｖｅ ａｇｅｎｔ ｔｏ ｂｅ ｖａｒｉｅｄ
ａ ｌｏｔ．

Ｔｈｅ ｂａｓｉｃ ｒｅｇｕｌａｒｉｔｙ ｏｆ ｒｅａｃｔｉｏｎｓ ｉｎ ｓｅｒｉｅｓ ｉｓ ａ ｕｓｅｆｕｌ ｍｏｄｅ ｉｎ ａｎａｌｙｓｉｎｇ
ｗｈｉｃｈ ｏｎｅ ａｍｏｎｇ ｔｈｅ ｔｈｒｅｅ ｓｕｂｒｅａｃｔｉｏｎｓ ｇｅｔｓ ｔｈｅ ｓｌｏｗｅｓｔ ｒａｔｅ． Ｔｈｅ ｔｈｒｅｅ ｓｔｅｐ
ｍｏｄｅｌ ｃａｎ ｂｅ ｓｉｍｐｌｉｆｉｅｄ ａｓ ｆｏｌｌｏｗｓ
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ｏｘｙｇｅｎ ｉｎ（ＭｎＯ）
k
→
1 ｏｘｙｇｅｎ ｉｎ
（ＦｅＯ）

k
→
23

ｏｘｙｇｅｎ ｉｎ（ＣＯ） （6）

k1 ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ａｐｐａｒｅｎｔ ｒａｔｅ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｏｆ ｒｅａｃｔｉｏｎ（1）． Ａｎｄ k23 ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ｏ
ｖｅｒａｌｌ ａｐｐａｒｅｎｔ ｒａｔｅ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｏｆ ｂｏｔｈ ｒｅａｃｔｉｏｎｓ（2）ａｎｄ（3）． Ｉｎ ａｃｃｏｒｄａｎｃｅ ｗｉｔｈ
ｔｈｅ ｐａｔｔｅｒｎ ｏｆ ｔｈｅ ｃｕｒｖｅ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 3，ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｏｆ k1 < k23 ｉｓ ｐｏｓｓｉｂｌｅ． Ｉｎ
ｏｔｈｅｒ ｗｏｒｄｓ，ｔｈｅ ｒａｔｅ ｏｆ ｒｅａｃｔｉｏｎ（1）ｉｓ ｌｉｋｅｌｙ ｔｈｅ ｓｌｏｗｅｓｔ． ［6］

Ａｓ ｗｅｌｌ ｋｎｏｗｎ，ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｍｅｃｈａｎｉｓｍ ｃａｎ ａｌｓｏ ｂｅ ｒｅｖｅａｌｅｄ ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｈｅ
ｓｔｕｄｙ ｏｆ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｒｄｅｒ． Ｆｉｇｓ． 5 ａｎｄ 6 ｗｅｒｅ ａｃｑｕｉｒｅｄ ｗｉｔｈ ａ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔｉａｌ ｍｅｔｈｏｄ
ｔｏ ｄｅａｌ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｄａｔａ． Ｉｔ ｗａｓ ｆｏｕｎｄ ｔｈａｔ ｃａｒｂｏｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｃｏｕｌｄ ｃａｕｓｅ
ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｒｄｅｒ． Ｉｆ ｔｈｅｒｅ ｉｓ ｎｏ ｃａｒｂｏｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ，ａｌｌ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔｓ
ｓｈｏｗ ａｐｐａｒｅｎｔ ｓｅｃｏｎｄ ｏｒｄｅｒ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ． Ｉｆ ｓｏｍｅ ｃａｒｂｏｎ ｉｓ ａｄｄｅｄ，ｉｔ ｉｓ ｔｈｅ ａｐ
ｐａｒｅｎｔ ｆｉｒｓｔ ｏｒｄｅｒ ｉｎ ｔｈｅ ｉｎｉｔｉａｌ ｓｔａｇｅ，ｎｏ ｍａｔｔｅｒ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｉｓ ｃａｒｒｉｅｄ ｏｕｔ
ｗｈｅｔｈｅｒ ｉｎ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｆｕｒｎａｃｅ ｏｒ ｉｎ ｉｎｄｕｃｔｉｏｎ ｆｕｒｎａｃｅ． Ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｔｈｅ ｃｏｎｓｕｍｐｔｉｏｎ
ｏｆ ｃａｒｂｏｎ ｉｎ ｓｌａｇ，ｔｈｅ ａｐｐａｒｅｎｔ ｓｅｃｏｎｄ ｏｒｄｅｒ ａｐｐｅａｒｓ ａｇａｉｎ． Ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｃｕｒｖｅｓ ｇｅｔ
ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｔｕｒｎｉｎｇ ｐｏｉｎｔ ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｃａｕｓｅｄ ｂｙ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｃａｒｂｏｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ ａｓ ｗｅｌｌ ａｓ
ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｏｘｉｄａｔｉｏｎ ｒａｔｅ． Ｔｈｕｓ ｉｔ ｉｓ ｃｌｅａｒ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｍｅｃｈａｎｉｓｍ ｆｏｒ ｓｌａｇ ｉｎ
ｖｏｌｖｉｎｇ ｓｏｍｅ ｃａｒｂｏｎ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｎｏｔ ｔｈｅ ｓａｍｅ ｏｆ ｔｈａｔ ｆｏｒ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｉｎｖｏｌｖｉｎｇ ｎｏ ｃａｒ
ｂｏｎ ｏｒ ｏｎｌｙ ａ ｌｉｔｔｌｅ ｃａｒｂｏｎ．

Ｆｉｇ． 5 Ｔｈｅ ａｐｐａｒｅｎｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｒｄｅｒ ｗｈｅｎ
ｎｏ ｃａｒｂｏｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｉｎ ｓｌａｇ

Ｆｉｇ． 6 Ｔｈｅ ａｐｐａｒｅｎｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｒｄｅｒ ｗｈｅｎ
ｃａｒｂｏｎ ｉｓ ａｄｄｅｄ ｉｎ ｓｌａｇ

Ｗｈｅｔｈｅｒ ｒｅａｃｔｉｏｎ（1）ｃａｎ ｅｘｈｉｂｉｔ ａｎ ａｐｐａｒｅｎｔ ｓｅｃｏｎｄ ｏｒｄｅｒ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ？
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Ｉｆ ｉｔ ｃａｎ，ｔｈｉｓ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ａｎｏｔｈｅｒ ｅｖｉｄｅｎｃｅ ｔｏ ｓｈｏｗ ｔｈａｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ（1）ｉｓ ｔｈｅ ｒａｔｅ
ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｓｔｅｐ ｆｏｒ ｔｈｅ ｏｖｅｒａｌｌ ｐｒｏｃｅｓｓ． Ｓｕｐｐｏｓｅ ｔｈｅ ｒｅｖｅｒｓｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｉｓ ｐｏｓｓｉｂｌｙ ｔｏ
ｂｅ ｎｅｇｌｅｃｔｅｄ，ｔｈｅｎ ｉｔｓ ｒａｔｅ ｉｓ

r = k（1 - θ）（% MnO） （7）

Ｈｅｒｅ，θ ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ｏｃｃｕｐｉｅｄ ｒａｔｉｏ ａｌｏｎｇ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｂｙ ｓｕｒｆａｃｅ ａｃｔｉｖｅ ａｇｅｎｔ Ｓｅ．
Ｔｈｅ ｃｏｎｔｅｎｔ ｏｆ Ｓｅ ｉｎ ｔｈｅ ｕｓｅｄ ｅｌｅｃｔｒｏｌｙｔｉｃ Ｍｎ ｉｓ 0. 056% ． Ｉｔｓ ｓｕｒｆａｃｅ ａｃｔｉｖｅ
ｆｕｎｃｔｉｏｎ ｉｓ ｋｎｏｗｎ ｔｏ ｂｅ ａｓ ｍｏｒｅ ｓｔｒｏｎｇ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｏｆ Ｓ．［7］Ａｎｄ ｔｈｅ ｂｏｕｎｄａｒｙ（ｓｉｎ
ｇｌｅ ｍｏｌｅｃｕｌａｒ）ｌａｙｅｒ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ ｉｓ ｏｆ ａ ＦｅＳｌｉｋｅ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｅｖｅｎ % S is only

0. 02% .［8］Ｈｅｎｃｅ ｉｎ ｔｈｉｓ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ，Ｓｅ ｍａｙ ｓｈｏｗ ｉｔｓ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｎ ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ．
Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ａｓ Ｗａｇｎｅｒｉｄｅａ θ ｉｓ ｎｏｔ ａ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｂｕｔ ａ ｖａｒｉａｂｌｅ ｄｕｅ ｔｏ ｔｈｅ
ｃｈａｎｇｅ ｏｆ ＣＯ ｅｖｏｌｖｉｎｇ．［9］Ａｎｄ ｔｈｅ ｓｔｒｏｎｇｅｒ ｔｈｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｃａｕｓｅｄ ｂｙ ＣＯ ｅｖｏｌｖｅｄ，
ｔｈｅ ｓｍａｌｌｅｒ ｔｈｅ θ． ［10］Ｐｒｏｂａｂｌｙ，ｔｈｅ ａｐｐａｒｅｎｔ ｓｅｃｏｎｄ ｏｒｄｅｒ ｏｆ ｒｅａｃｔｉｏｎ（1）ｉｓ ｊｕｓｔ
ｃａｕｓｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ（1 - θ）．

Ｉｎ ｔｈｉｓ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ，（% FeO）ｉｓ ｑｕｉｔｅ ｌｏｗ． Ａｎｄ ｓｏ ａｌｏｎｇ ｇａｓｓｌａｇｍｅｔａｌ
ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｔｈｅ ｏｖｅｒａｌｌ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｆ Ｅｑｓ．（2）ａｎｄ（3）ｃａｎ ｂｅ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ａｓ ａｐｐａｒｅｎｔ
ｆｉｒｓｔ ｏｒｄｅｒ． ［11］Ｂｕｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ（1）ａｌｏｎｇ ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｂｏｕｎｄａｒｙ ｉｓ ｏｆ ａｐｐａｒｅｎｔ ｓｅｃｏｎｄ
ｏｒｄｅｒ． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ，ｉｆ Ｃ ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ｍｏｌｅ ａｍｏｕｎｔ ｉｎ ａ ｓｌａｇ，ｔｈｅｎ

-
dCMnO

dt
= k1 C

2

MnO
（8）

dCFeO

dt
= k1 C

2

MnO
- k23 CFeO （9）

Ａｓ ａｐｐａｒｅｎｔ ｒａｔｅ ｃｏｎｓｔａｎｔ k1，k23 ｉｎｃｌｕｄｅｓ ｔｈｅ ｆａｃｔｏｒ ｏｆ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ａｒｅａ，ｆｉｎａｌｌｙ ａｃ
ｑｕｉｒｅ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｅｑｕａｔｉｏｎ．（Ｓｅｅ Ａｐｐｅｎｄｉｘ）

CFeO =
k23

k1

lnZ + ∑
�

1

Qn

n·n{ }！exp（- Q）-
CMnO，i

Z

+ CMnO，i -
k23

k1
∑

�

1

Qn

n·n！·Znexp - Q( ){ }Z
exp（- k23 t）（10）

Q =
k23 Z

k1·CMnO，i

（11）

Z = 1 + CMnO，i·k1 t （12）
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Ｈｅｒｅ ｔｈｅ ｓｕｂｓｃｒｉｐｔ ｉ ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ｉｎｉｔｉａｌ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ．
Ｅｑｕａｔｉｏｎｓ（10）～（12）ｗｅｒｅ ｕｓｅｄ ｔｏ ｄｅｓｃｒｉｂｅ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔｓ． Ａｔ ｆｉｒｓｔ，k1

ｗａｓ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｐｕｒｓｕａｔｉｎｇ ｔｏ Ｅｑ．（8）． Ａｎｄ ｔａｋｉｎｇ ｄＣＦｅＯ ／ ｄｔ = 0，ｆｒｏｍ Ｅｑ．（9）

k23 ｗａｓ ｅｖａｌｕａｔｅｄ． Ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔ ｉｓ ｇｉｖｅｎ ａｓ Ｔａｂｌｅ 4． Ｆｉｎａｌｌｙ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ
（% MnO）ａｎｄ（% FeO）ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｗｈｏｌｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｃａｎ ｂｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ａｓ ｔｈｅ ｄｏｔｅｄ
ｃｕｒｖｅ ｉｎ Ｆｉｇ． 3． Ｓｕｒｅｌｙ ｔｈｅ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｉｓ ｑｕｉｔｅ ｗｅｌｌ． Ｏｆ ｃｏｕｒｓｅ，ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ ｎｅｇ
ｌｅｃｔｓ ｔｈｅ ｒｅｖｅｒｓｅ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ，ｓｏ ｎｏｔ ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ % Mn ｉｓ ｉｎｖｏｌｖｅｄ ｉｎ Ｅｑ． （9）．
Ｂｕｔ，ｉｎ ｆａｃｔ，ｉｔ ｉｓ ｉｎｖｏｌｖｅｄ ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｈｅ ｅｖａｌｕａｔｉｏｎ ｏｆ k1 ａｎｄ k23 ，ｗｈｉｃｈ ｄｅｐｅｎｄｓ
ｏｎ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｒｅｓｕｌｔｓ． Ｔｈｅ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｉｓ ｔｈｅ ａｎｏｔｈｅｒ ｅｖｉｄｅｎｃｅ ｉｎｄｉｃａｔｉｎｇ ｔｈｅ ｒｅ
ｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ（ＭｎＯ） ｉｓ ｃｏｍｐｏｓｅｄ ｏｆ ｔｈｒｅｅ ｓｕｂｒｅａｃｔｉｏｎｓ，ａｎｄ ｔｈｅ ｒａｔｅ ｏｆ ｔｈｅ
ｏｖｅｒａｌｌ ｐｒｏｃｅｓｓ ｉｓ ｌｉｍｉｔｅｄ ｂｙ ｒｅａｃｔｉｏｎ（1），ｉｆ ｎｏ ｃａｒｂｏｎ ｉｓ ａｄｄｅｄ ｉｎ ｓｌａｇ． Ｐｏｍ
ｆｒｅｔ ｒｅｃｅｎｔｌｙ ｐｕｂｌｉｓｈｅｄ ａ ｎｅｗ ｉｄｅａ ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｓｉｍｉｌａｒ ｔｏ ｕｓ． ［12］Ｔｈｅ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ａｌｓｏ
ｐｏｉｎｔｓ ｏｕｔ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｅｖｏｌｕｔｉｏｎ ｏｆ ＣＯ ｕｎｄｅｒ ｔｈｉｓ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ，ｕｎｌｉｋｅｌｙ
ｐｌａｙｓ ａ ｒｏｌｅ ｔｏ ｌｉｍｉｔ ｔｈｅ ｏｖｅｒａｌｌ ｐｒｏｃｅｓｓ．

Ｔａｂｌｅ 4 Ｔｈｅ ｒａｔｅ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｉｎ ｔｈｒｅｅ ｓｔｅｐ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ

Ｒｕｎ k1 k23

111 8. 17 × 10 - 8 / s 6. 70 × 10 - 5 / s

112 7. 60 × 10 - 8 / s 11. 21 × 10 - 5 / s

113 7. 22 × 10 - 8 / s 15. 13 × 10 - 5 / s

4 Ｔｈｅ Ｏｂｓｅｒｖａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ Ｒｅａｃｔｉｏｎ Ｓｉｔｅ

Ｔｈｅ ＸＴＶ ｄｙｎａｍｉｃ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ ｐｈｅｎｏｍｅｎａ ｄｉｓｐｌａｙｉｎｇ ｄｅｖｉｃｅ，ａｓ Ｆｉｇ． 7

ｗａｓ ｕｓｅｄ ｔｏ ｏｂｓｅｒｖｅ ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｓｉｔｅ ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｓｍｅｌｔｉｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ（ＭｎＯ）．
Ａｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 8，ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ ｏｆ % Mn < 60% ａｎｄ ｅｖｅｎ ｔｈｅ ｃｏｅｘｉｓｔ
ｅｎｃｅ ｏｆ ｔｈｅ ｓｌａｇｃｒｕｃｉｂｌｅ ａｎｄ ｓｌａｇｃｏｋｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ，ｉｔ ｗａｓ ｆｏｕｎｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ
ｐｒｏｄｕｃｔ ＣＯ ｕｓｕａｌｌｙ ｅｖｏｌｖｅｄ ａｌｏｎｇ ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ． Ｔｈｉｓ ｌｅａｄｓ ｕｓ ｔｏ ｓｕｐｐｏｓｅ
ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ（3）．
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Ｆｉｇ． 7 Ｔｈｅ ＸＴＶ ｓｅｔ ｆｏｒ ｄｙｎａｍｉｃａｌｌｙ ｄｉｓｐｌａｙｉｎｇ
ｔｈｅ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃ ｐｈｅｎｏｍｅｎａ

Ｆｉｇ． 8 Ｔｈｅ ｅｖｏｌｕｔｉｏｎ ｓｉｔｅ ｏｆ ｔｈｅ
ｒｅａｃｔｉｏｎ ｐｒｏｄｕｃｔ ＣＯ

Ｔｈｉｓ ｉｓ ａ ｒｅｓｕｌｔ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｆｒｏｍ ｔｈａｔ ｏｆ Ｆｕｊｉｔａ ｅｔ ａｌ．，［13］ｈｏｗｅｖｅｒ，ｉｔ ｃｏｉｎ
ｃｉｄｅｓ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｒｅｌｅｖａｎｔ ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔｓ ｏｆ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｒａｔｅ ｃｏｎｓｔａｎｔ． Ｆｏｒ ｅｘａｍｐｌｅ，
Ｆｕｗａ［14］ａｎｄ Ｓａｔｏ ｅｔ ａｌ．［15］ｐｏｉｎｔｅｄ ｏｕｔ ｔｈｅ ｒａｔｅ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｒｅｌａｔｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ
ｗｉｔｈ Ｃ ｉｓ ｍｕｃｈ ｌａｒｇｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｗｉｔｈ ｓｏｌｉｄ ｃａｒｂｏｎ．

5 Ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎ

（1）Ｔｈｅ ｒａｔｅ ｏｆ（ＭｎＯ）ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｗｉｔｈ ｃａｒｂｏｎ ｓａｔｕｒａｔｅｄ ｉｒｏｎ ｉｓ ｌｉｍｉｔｅｄ ｂｙ
ｔｈｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｉａｌ ｒｅａｃｔｉｏｎ． Ｔｈｉｓ ｉｓ ｄｅｄｕｃｅｄ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｒｅｓｕｌｔｓ． Ｉｎｃｒｅａｓｉｎｇ %

S ｍａｋｅｓ ｄｅｃｒｅａｓｅ ｏｆ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ａｒｅａ，ａｎｄ ｔｈｅｎ ｃａｕｓｅｓ ｔｈｅ ｒｅｌｅｖａｎｔ ｌｏｗｅｒｉｎｇ ｄｏｗｎ
ｏｆ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｅ． Ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ ｏｆ % Mn < 60%，ｉｔ ｗａｓ ｖｉｅｗｅｄ ｂｙ
ｕｓｅ ｏｆ ｔｈｅ ＸＴＶ ｄｙｎａｍｉｃ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ ｐｈｅｎｏｍｅｎａ ｄｉｓｐｌａｙｉｎｇ ｄｅｖｉｃｅ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｒｅ
ｄｕｃｔｉｏｎ ｐｒｏｄｕｃｔ ＣＯ ｕｓｕａｌｌｙ ｅｖｏｌｖｅｓ ａｌｏｎｇ ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ． Ｔｈｉｓ ｉｓ ｔｒｕｅ ｅｖｅｎ
ｉｎ ｔｈｅ ｃａｓｅ ｏｆ ｃｏｅｘｉｓｔｅｎｃｅ ｏｆ ｓｌａｇｃｒｕｃｉｂｌｅ ａｎｄ ｓｌａｇｃｏｋｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ．
（2）Ｔｈｅ ｍｅｃｈａｎｉｓｍ ｏｆ（ＭｎＯ） ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｗｉｔｈ ｃａｒｂｏｎ ｓａｔｕｒａｔｅｄ ｉｒｏｎ ｗａｓ

ｒｅｖｅａｌｅｄ ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｆｅａｔｕｒｅ ｏｆ ｔｈｅ（% FeO）ｃｕｒｖｅ． Ｔｈｉｓ ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ
ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｐｒｏｇｒｅｓｓｅｓ ｔｏ ｆｏｌｌｏｗ ａ ｔｈｒｅｅ ｓｔｅｐ ｍｏｄｅｌ． Ａｍｏｎｇ ｔｈｅ ｔｈｒｅｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｉａｌ
ｒｅａｃｔｉｏｎｓ，ｔｈｅ ｒａｔｅ ｏｆ ｒｅａｃｔｉｏｎ（1）ｉｓ ｔｈｅ ｓｌｏｗｅｓｔ． Ｔｈｅ ａｐｐａｒｅｎｔ ｏｒｄｅｒ ｏｆ ｔｈｉｓ ｒｅ
ａｃｔｉｏｎ ｉｓ 2，ａｎｄ ｔｈａｔ ｏｆ ｔｈｅ ｏｖｅｒａｌｌ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｗｈｅｎ ｎｏ ｃａｒｂｏｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｉｎ ｓｌａｇ ｉｓ ａｌ
ｓｏ 2．
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（3）Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈａｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ（1）ｉｓ ｏｆ ａｐｐａｒｅｎｔ ｓｅｃｏｎｄ ｏｒｄｅｒ，ｔｈｅ ｂａｓｉｃ
ｋｉｎｅｔｉｃ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｏｆ ｒｅａｃｔｉｏｎｓ ｉｎ ｓｅｒｉｅｓ ｗａｓ ｄｅｄｕｃｅｄ． Ａｎｄ ｉｔ ｗａｓ ｕｓｅｄ ｓｕｃｃｅｓｓｆｕｌｌｙ
ｔｏ ｄｅｓｃｒｉｂｅ ｑｕａｎｔｉｔａｔｉｖｅｌｙ ｔｈｅ ｐｒｏｇｒｅｓｓｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ．

Ａｐｐｅｎｄｉｘ

Ｓｕｐｐｏｓｅ ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎｓ ｉｎ ｓｅｒｉｅｓ ａｒｅ ａｓ ｆｏｌｌｏｗｓ

Ａ
2nd apparent order

k
→

1

Ｂ
1st apparent order

k
→

23

Ｃ

Ｔｈｕｓ

-
dCA

dτ
= k1 C

2

A

CA =
CAo

CAo
k1 τ + 1

dCB

dτ
=

k1 C
2

Ao

（CAo
k1τ + 1）2 - k23 CB

CB = exp（- k23 τ）∫
k1 C

2

Ao

（CAo
k1τ + 1）2 exp（k23 τ）dτ + C

= exp（- k23 τ） k23 CAo∫ exp（k23 τ）
CAo

k1τ + 1
dτ -

CAo
exp（k23 τ）

CAo
k1τ +[ ]1

+ C

= Cexp（- k23 τ）+
k23

k1

exp -
k23

CAo
k1

（CAo
k1τ + 1[ ]）

{× ln（C
Ao

k1τ + 1）+ ∑
�

n = 1

k
n

23
（CAo

k1τ + 1）n

（CAo
k1）

n n·n }！ -
CAo

CAo
k1 τ + 1

when τ = 0，CB = 0，then

C = CAo
-

k23

k1

exp -
k23

CAo
k( )

1
∑

�

n = 1

k23

CAo
k( )

1

n

·
1

n·n！

Finally，

CB =
k23

k1 exp
k23

CAo
k1

（CAo
k1τ + 1[ ]）

ln（CAo
k1τ + 1）+ ∑

�

n = 1

k23

CAo
k[ ]

1

n

（CAo
k1τ + 1）n

n·n{ }！
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+ exp（- k23τ）× CAo
-

k23

k1

exp -
k23

CAo
k( )

1

∑
�

n = 1

k23

CAo
k( )

1

n 1
n·n{ }！ -

CAo

CAo
k1τ + 1

Ｒｅｆｅｒｅｎｃｅｓ

［1 ］ Ｒ． Ｊ． Ｐｏｍｆｒｅｔ ａｎｄ Ｐ． Ｇｉｅｖｅｓｏｎ：Ｉｒｏｎｍａｋｉｎｇ Ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ，5（1987），191
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C-Fe-X（X = Mn，Si，Cr，Ni）
熔体中组元活度的解析?

摘要 将过剩自由能表达为组元的多项式函数.以该体系液相区边界

条件为基础. 用拟合法确定碳偏 mole 自由能表达式中的参数. 然后，用

“I-D”法给出组元 X的活度系数，此法可以确定各 C-Fe-X系整个液相区中

任一组元的活度.解析结果与文献上的试验结果吻合得很好.

符号说明

X1，X2，X3———C-Fe-Si 系中 C，Fe，

Si的 mole分数

Y，Z———自变量变换：X1 = 1 - Y，

X3 = YZ

f1———C的偏 mole自由能，f1 = fC

- K

f———体系总的过剩自由能

K———C的活度标准态转换系数

氧化物碳热还原过程的实质是元素之间的竞争氧化反应.在发展熔融还

原技术时，一个重要的理论预测工作就是计算该竞争氧化的转化温度.为此，

必须有组元活度的系统数据.但因为工作量浩大，费时费力；还因为涉及多元

高合金的试验本身误差较大，单靠测试很难建立此种数据库.又由于常用的

“相互作用参数”只是针对稀溶液发展起来的，所以建立上述的数据库只能

依赖类似于 Pelton等和王之昌用于 Cd-Bi -Sn，Cd-Bi -Pb 系的方法，而用若干

点的实测作为校核.

 本文合作者：蒋国昌、张晓兵.原发表于《金属学报》，28（6），B240 ～ B246（1992）
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1 基本公式及结果———以 1 873 K下的 C-Fe-Si系为例

1． 1 αＣ的公式

按 Pelton等［1］
和王之昌

［2］，并令 j' = k' = 5，j' + k' ≤ 8，则有

f1 = ∑
5

2
∑

3

0

A
jk
YjZk + ∑

4

2

A
j4
YjZ4 + ∑

3

2

A
j5
YjZ5

（1）

f = F10 Y + F11 YZ + ∑
5

2
∑

3

0

F jkY
jZk

+ ∑
4

2

F j4 YjZ4 + ∑
3

2

A
j5
YjZ5

（2）

其中，A
jk
和 F jk都是参数，需由精选的边界条件拟合定值.以下是这些参数定

值的方法及过程.

在 C-Fe系（Z = 0 或 12 系）中有［3］

f1（Y，0） = fC（12）
- K = ∑

5

0

A
j0
Yj

（3）

由此式及精选的 fC（12）

［4］，用最小二乘拟合法本文作者直接确定了 K及

A
20
、A

30
、A

40
、A

50
之值.在 1 873 K下 K = 44 654. 730 5.

在 C-Fe-Si三元系中，有［2］

Q（123） = fC（123）
- K - ∑

5

2

A
j0

+ Y2∑
5

2

F k（23）Z
k

（4）

Fe-Si系即 23 系，亦即 Y = 1 系，有［1］

f（1，Z） = ∑
5

1

F k（23）Z
k

（5）

由式（5）及精选的 f（1，Z）［5］
拟合确定 F2（23） ～ F5（23）.再由 C-Fe-Si 系中 C的

饱和线
［6］
及X3 ≤0. 20域内α

C
= 0. 025的等活度线［7］

算出 fC（123）
，这样由式（4）

即可得到若干个 Q（123）
之值，又利用下式

［2］：



７２９　　

二

研

究

论

文

Q（123） = ∑
5

2

A
j1
YjZ + ∑

5

2

A
3k

Zk
Y3 -

1
2

Y( )2

+ ∑
4

2

A
4k

Zk
Y4 -

1
3

Y( )2 + ∑
3

2

A
5k

Zk
Y5 -

1
4

Y( )2 （6）

拟合得：A
21
～ A

51
，A

32
～ A

35
，A

42
～ A

44
，和 A

52
、A

53
共 13 个参数. 因为，k≥2时

有
［2］

F k（23） = - A
2k

- ∑
5

3

1
j - 1

A
jk
（k ≥ 2） （7）

A
22
～ A

15
四个参数由此确定，拟合得到的全部 21 个 A

jk
参数见表 1.于是

α
C

=（1 - Y）exp
k + f

jk

1( )
RT

（8）

表 1 ＣＦｅＳｉ系 1 873 Ｋ下 Ａｊｋ 参数

Ｔａｂｌｅ 1 Ａｊｋ Ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｆｏｒ ＣＦｅＳｉ ｕｎｄｅｒ 1 873 Ｋ

j
k

0 1 2 3 4 5

2 - 116 427. 3 3 199 422 2 534 759 - 6 199 956
6. 541 006

E + 07
1. 865 051

E + 07

3 19 311. 33 - 8 913 055 - 7 687 770
- 2. 343 218

E + 07
- 2. 987 73

E + 08
- 3. 732 128

E + 07

4 106 608. 7 8 657 854 - 1 817 260
1. 431 189

E + 08
2. 520 774

E + 08
0. 000 000

5 - 56 220. 31 - 2 917 971 7 621 668
- 1. 193 688

E + 08
0. 000 000 0. 000 000

1． 2 ｆＦｅ和 ｆＳｉ的公式———“ＩＤ”法

将经典的先积分后微分方法变换成多项式，即可用电脑计算 fFe和 fSi，这

就是“I-D”法.

定义 G = f/Y，所以

G = fFe + Z（fSi - fFe） - fC（1 - Y- 1
） （9）

取偏微分，得



７３０　　

徐

匡
迪

●文
选—

—
—

钢
铁
冶
金
卷
︵
Ｂ
︶

fFe = G - Z  G
( )Z

-（Y- 1 - 1）fC （10）

fSi = fFe +  G
Z

（11）

另一方面，又有

G = G（Y= 1） - ∫
Y

1

Y- 2 fCdY （12）

由式（1）及（9）得

G = fFe（Y= 1）
+ Z（fSi - fFe）（Y= 1）

- K（1 - Y- 1
）

+ ∑
5

2
∑

3

0

1
j - 1

A
jk
Zk
（1 - Yj- 1

）

+ ∑
4

2

1
j - 1

A
j4
Z4
（1 - Yj- 1

）

+ ∑
3

2

1
j - 1

A
j5
Z5
（1 - Yj- 1

） （13）

用此式取
 G
Z
，并和式（10），（11）联立，最后导出

fFe = fFe（Y= 1）
+（1 - Y- 1

）f1 + ∑
5

2
∑

3

0

1
j - 1

A
jk
（1 - k）Zk

（1 - Yj- 1
）

- ∑
4

2

3
j - 1

A
jk
Z4
（1 - Yj- 1

）- ∑
3

2

4
j - 1

A
j5
Z5
（1 - Yj- 1

） （14）

fSi = fSi（Y= 1）
+（1 - Y- 1

）f1 + ∑
5

2
∑

3

0

1
j - 1

A
jk
Zk
（1 - Yj- 1

）

+ ∑
4

2

1
j - 1

A
j4
Z4
（1 - Yj- 1

）+ ∑
3

2

1
j - 1

A
j5
Z5
（1 - Yj- 1

）

+ ∑
5

2
∑

3

0

k
j - 1
（1 - Z）A

jk
Zk- 1
（1 - Yj- 1

）

+ ∑
4

2

（1 - Z）
4

j - 1
A

j4
Z3
（1 - Yj- 1

）

+ ∑
3

2

（1 - Z）
5

j - 1
A

j5
Z4
（1 - Yj- 1

） （15）
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fSi（Y= 1）
取 Kubaschewski给出之值［5］，最后

α
Si

= YZexp
fSi

RT
（16）

1． 3 ＣＦｅＳｉ系的计算结果

1 873 K下 C-Fe-Si系整个液相区内的等 α
C
，α

Si
线示于图 1，图 2 是一例，

表明此结果与文献［8］数据吻合.

图 1 C-Fe-Si系 1 873 K下等 αC和 αSi线

Fig. 1 Iso-αC and αSi curves of

C-Fe-Si under 1 873 K

图 2 本文结果与文献比较
Fig. 2 Comparison about C-Fe-Si（XC =

0. 05）under 1 873 K

This study αC ， αSi

Ref.［8］

Ref.［7］

2 1 873 K下 C-Fe-Mn和 C-Fe-Cr系液相区中的组元活度

上述方法用之于 C-Fe-Mn 和 C-Fe-Cr 两系的等活度线. 仅若干符号

及边界条件需作相应的改变
［5 ～ 7，9，10］，而结果和文献吻合. 这两个三元系

的 A
jk
系数分别列于表 2、表 3. fC，fFe，fX的计算式与 C-Fe-Si系的类似.

表 2 ＣＦｅＭｎ系 1 873 Ｋ下 Ａｊｋ 参数
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Ｔａｂｌｅ 2 Ａｊｋ Ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｆｏｒ ＣＦｅＭｎ ｕｎｄｅｒ 1 873 Ｋ

j
k

0 1 2 3 4 5

2 - 116 427. 3 343 123. 8 681 719. 3 - 293 934. 8 191 799. 2 - 58 506. 10

3 19 311. 33 - 75 072. 0 - 4 492 809 1 289 622 - 626 198. 3 + 116 806. 3

4 106 608. 7 - 1 225 317 7 347 861 - 1 174 718 364 597. 2 0. 000 000

5 - 56 220. 31 958 957. 6 - 3 533 950 162 036 0. 000 000 0. 000 000

表 3 ＣＦｅＣｒ系 1 873 Ｋ下 Ａｊｋ 参数

Ｔａｂｌｅ 3 Ａｊｋ Ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｆｏｒ ＣＦｅＣｒ ｕｎｄｅｒ 1 873 Ｋ

j
k

0 1 2 3 4 5

2 - 116 427. 3 - 36 834. 45 54 165. 6 - 59 723. 01 19 013. 37 - 76 774. 93

3 19 311. 33 18 826. 26 - 213 305 171 583. 9 157 823. 2 146 298. 9

4 106 608. 7 25 080. 29 233 149 - 245 962. 5 - 264 286. 1 0. 000 000

5 - 56 220. 31 - 26 375. 2 - 80 139. 28 181 128. 1 0. 000 000 0. 000 000

3 讨论

（1）Palton等［1］
及王之昌

［2］
的方法只适用于 C-Fe-Mn系［12］.用于其他体

系时尽管等 α
C
线吻合很好，等 α

X
（X = Si·Cr·Ni）偏差显著.而“I-D”法本质

上是经典方法，用之于等 α
X
线吻合很好.

（2）本法适用性很广，它还可给出不同温度下的等活度线（只要有相应

的边界条件）.如利用 C-Fe-Ni 系在 1 873 K下的边界条件［4，5，7，13］，所得 21

个 A
jk
参数列于表 4.其结果也和 Dresler的吻合.

迄今仍有不少研究者用传统的一阶和二阶相互作用参数方法作出等活

度线，但因多元高合金系的复杂性，处理不同体系时所需的原始数据和所用

的公式会有所不同. 例如，对C-Fe-Mn 系，需要有中等含碳量范围里的数

据
［11］.而对 C-Fe-Si，Dresler认为 lna

Si
必须用下式表示

［8］：
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表 4 ＣＦｅＮｉ系 1 823 Ｋ下 Ａｊｋ 参数

Ｔａｂｌｅ 4 Ａｊｋ Ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｆｏｒ ＣＦｅＮｉ ｕｎｄｅｒ 1 823 Ｋ

j
k

0 1 2 3 4 5

2 - 117 516. 5 264 255. 8 120 913. 2 - 78 978. 9 63 716. 63 - 16 010. 22

3 20 960. 51 - 780 249. 1 - 744 449 346 860. 5 - 169 624. 8 36 937. 11

4 106 910. 2 809 197. 5 1 227 123 - 487 757. 4 42 447. 28 0. 000 000

5 - 56 964. 08 - 277 700 - 637 322. 8 290 710. 3 0. 000 000 0. 000 000

K = 44 735. 568 7

lnα
Si

= A + BX
Si

+ CXC + DX
2

Si
+ EX

2

C
+ FlnXSi + GlnXC

A～ G均是给定的参数.本法避免了这些弊病.不再是一种经验性方法.事实

上，此法不仅能推广到 C-Fe-Si -Mn和 C-Fe-Cr-Ni四元系，并且可望用于归纳

炉渣组元活度的试验数据.

（3）本法保持了 Pelton等［1］
及王之昌

［2］
的方法的优点，即，既利用了二

元系边界条件，又利用了三元系边界的条件，而且前者对结果的作用更大（因

为 j，k之值愈小，该项的值愈大）.另外，反映 A
jk
参数（实际上相当于 2 ～ 8 阶

相互作用参数）和边界条件之间关系的式（1）～（7）符合热力学基本原理.这

使本法给出结果的准确性具有坚实的基础.

4 结论

本文报道了一个可靠的、广泛适应的方法. 用之可以给出 C-Fe-X

（X = Si，Mn，Cr，Ni）系整个液相区中的等活度线，所需的只是该液相区的边

界条件.

本文作者在此向王之昌和 W. Dresler 表示深切谢意，王之昌教授推荐了他的方法，在这

基础上才发展成本文.而本文所用的若干边界条件是 W. Dresler教授提供的.
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碳饱和铁液还原渣中 ＭｎＯ的动力学?

摘要 本文是一个涉及高［% Mn］和高（% MnO）条件的氧化锰熔融

还原动力学的研究.试验发现，碳饱和铁液还原渣中 MnO的过程的限速环

节是界面反应. X-TV冶金现象动态显示仪表明，反应产物 CO气泡几乎全在

渣金界面上萌芽和长大，表面活性物质［% S］的变化对还原速率有明显影

响.若渣中无碳，在（% FeO）曲线上出现驼峰，且过程的表现反应级数为 2，

若渣中加碳，则过程为表观一级.以串联反应的三步还原模式为基础，本文

对上述现象和规律作了统一的解释.

1 引言

用熔融还原法生产高碳锰铁已得到冶金界的重视. 作为钢铁冶炼的

基本反应之一，锰的氧化还原规律已有许多报道，但这些资料主要局限

于低［% Mn］及低（% MnO）的领域里，不能适用于熔融还原，本文介绍

高［% Mn］和高（% MnO）条件下的融态还原动力学研究结果.

2 试验装置及方法

部分试验在一个电阻炉中进行，整个系统示于图 1. 金属料用化学纯

的还原铁粉（或电解铜）和电解锰按预定的 Mn /Fe 比配成. 将装有金属的

石墨坩埚置于炉内，并通 Ar（1 L/min）后开始升温. 达到给定的温度（自

控精度 ± 5� ）且再稳定片刻之后，将渣料布在金属熔池面上. 渣料系用

 本文合作者：蒋国昌、丁伟中、顾利平、郭曙强、赵柏雄.原发表于《中国 瑞典冶金科技
合作第三阶段共同研究文集》，沈阳，1992：298 ～ 304
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化学纯试剂配成，事先经过预熔处理. 表 1 所示是其化学组成. 若干试验

的渣料内还加有碳粉. 渣加入后，按预定的时间间隔用 3 mm的钼棒沾

取渣样. 每次取出 60 ～ 100 mg. 经破碎和分离金属微粒后用原子吸收光

谱测（% MnO）和（% FeO）.

另一部分试验是用中频炉做的.设备概况见图 2.待金属熔清，即加入经

预熔的渣料，若干试验中渣料内还含有碳粒，为维持［% C］的碳粉是用 Ar

通过一根石墨喷枪喷入的.试验过程中的温度波动小于 ± 25� .渣样用3 mm

的不锈钢棒沾取，化学分析方法同上.试验方案见表 2.

图 1 电阻炉试验用的装置系统

1—加热元件；2—Al2 O3 管；3—控制装置；

4—Ar瓶；5—压力表；6—阀；

7—流量表；8—毫伏表；9—水冷盖；

10—水冷底座；11—吊兰（内装渣料）；

12—石墨坩埚（内装金属液）；

13—热电偶；14—Ar进口；

15—取样孔；16—气体出口

图 2 试验用感应炉

1—石墨喷枪；2—石墨盖；

3—石墨坩埚；4—MgO坩埚；

5—感应器；6—渣（350 g）；

7—金属（1. 4 kg）

表 1 电阻炉中的试验方案

Run
渣 金 属

（% MnO）i （% FeO）i （% MgO）i B 渣量，g 加碳，g 成 分 加入量，g
t，�

012 52. 85 7
1
5
（% CaO） 0. 9 20 0 Mn基，［% S］i = 0. 027 80 1 550

022 51. 74 7
1
5
（% CaO） 0. 9 20 0 Mn基，［% S］i = 0. 048 80 1 550

023 50. 67 7
1
5
（% CaO） 0. 9 20 0 Mn基，［% S］i = 0. 079 80 1 550

111 40 0 5 1. 1 200 0 ［% Mn］i = 0 600 1 550

112 40 0 5 1. 1 200 0 ［% Mn］i = 10 600 1 550
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（续 表）

Run
渣 金 属

（% MnO）i （% FeO）i （% MgO）i B 渣量，g 加碳，g 成 分 加入量，g
t，�

113 40 0 5 1. 1 200 0 ［% Mn］i = 30 600 1 550

213 42. 78 5 6 1. 3 20 5 ［% Mn］i = 0 80 1 580

214 42. 78 5 6 1. 3 20 5 ［% Mn］i = 30 80 1 580

217 42. 78 5 6 1. 3 20 5 ［% Mn］i = 0 80 1 580

注：B =
CaO + MgO

SiO2
，B =

CaO
SiO2

.

表 2 感应炉中的试验方案

Run
金 属 渣

base ［% Mn］i （% MnO）i B C-add，g
t，�

301 Fe 0 42. 78 1. 3 80 1 620

311 Fe 0 42. 78 1. 3 0 1 620

3 反应机理

3． 1 三步还原模式

试验发现，只要初渣缺铁，就可看到在反应初期（% FeO）会伴随

（% MnO）的下降而升高，且呈现出一个驼峰，见图 3.而［% Mn］愈高，则此峰

愈低且（MnO）的还原也愈慢.在不同的条件下，已有一些作者［1 ～ 3］
曾报道过

此现象. 如 Pomfret 等在 CO 气氛下研究了气压变化时（FeO）的行为，而

Плышевский等［2］
研究了温度和（% MnO）初值改变的作用，他们的结果和

Run 111 的（% FeO）峰值特别接近.

图 3 初渣无碳缺铁时，（FeO）的行为及（MnO）的还原

—动力学模型计算结果； —（% FeO）实测值； —（% MnO）实测值
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图 3 表明，本试验条件下，（MnO）的还原也是由三个子反应串联而成的，

即三步还原模式

（MnO）+ Fe =（FeO）+［Mn］ （1）

（FeO）+ CO = Fe + CO2 （2）

CO2 +［C］= 2CO （3）

这里，反应（1）是铁锰交换反应，其平衡常数为

lgKMn = -
6 440

T
+ 2. 95 （4）

因此，1 550� 下此反应平衡时有

NFeO = 0. 26
γ

MnO

γ
FeO

·N
MnO
·

α
Fe

α
Mn

（5）

用此式计算和图 3 所示曲线相应的 NFeO 平衡值，得表 3. 将其和图 3 上的

（% FeO）max比较，可见反应（1）在热力学上是可能发生的.

表 3 反应（1）的热力学可能性

Run
计 算 用 参 数

（% MnO） ［% Mn］ α Fe / α Mn
［4］γMnO

［5］γFeO

N 
FeO

平衡计算

（% FeO）

实测

112 33. 7 11. 6 7. 62 1. 0 2. 0 0. 34 0. 77

113 33. 5 31. 8 2. 13 1. 0 2. 0 0. 094 0. 53

注：1.“”表示 d
dτ
（% FeO） = 0 的时刻；

2. 设 αFe /αMn =
［% Fe］

［% Mn］
；

3. 根据（% MnO）i -（% MnO），按物料平衡算出［% MnO］；
4. γFeO 及 γMnO 均按 B = 1. 1 取值.

图 4 表面活性剂［% S］

对还原的影响

3． 2 限速环节

反应按三步原模式进行时，总括速率

为何者所限？为探讨这个问题而设计了一

个金属含硫量不同的试验，其意在利用

［S］的表面活性作用作为判据.图 4 指出，

［% S］增加则还原速率减慢. 因此（MnO）

的扩散不可能是限速环节，是界面反应决
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定了过程的总括速率.

界面反应是否为限速环节历来是用改变反应界面积作为判据.利用表面

活性剂浓度的变化也可导致反应界面积的增减.而且和改变坩埚直径的试验

方法比较，此法不会引起金属液深和渣层厚度的变化.

图 4 已指出界面反应是限速环节.但反应（1）～（3）均是界面反应.这可

用串联反应的基本规律来作进一步的分析.忽略逆反应，三步还原模式可简

化为如下形式：

（MnO）中的氧
k
→
1

（FeO）中的氧
k
→
23

CO中的氧 （6）

k1 与 k23 均是表现速率常数.因此根据图 3 上（% FeO）曲线的形状，可以认为

k1 < k23，即反应（1）的速率最慢［6］.

3． 3 反应级数

通过研究反应级数来揭示反应机理是众所周知的一种方法. 采用微

分法处理试验数据得到图 5 和图 6，发现表观反应级数随渣中碳量而变

化. 渣中不加碳时，电阻炉试验和感应炉试验均得到表观二级反应的结

果. 而渣中加碳时反应初期呈表观一级特征. 随着反应的进行，渣中碳量

逐渐消耗，反应又变成表观二级的了. 曲线呈现不同的折点是加碳量与

碳的氧化速度不同之故. 可见，渣中含碳时的反应机理有别于渣中无碳

或少碳时的反应机理.

图 5 渣中无碳时的表观反应级数 图 6 渣中加碳时的表观反应级数

在渣中无碳的条件，反应（1）是否可能也呈现表观二级特征？若是，则
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从另一角度证明它限制了总括过程的速率.

作为一个界面反应，若它是不可逆的，其反应速率应为

r = k（1 - θ）（% MnO） （7）

这里的 θ是表面活性剂 Se在渣金界面上的覆盖率，本试验所用电解锰含 Se

约 0. 056%，Se的表面活性作用更甚于 S［7］.而［% S］= 0. 02% 时已可使钢

液表面单分子层呈 FeS型结构［8］.所以本试验中［Se］对反应是有影响的.另

一方面，反应生成物 CO逸出量的变化会改变 θ值，并且搅动愈强 θ愈小［9］.

即 CO逸出量的变化会导致反应（1）呈现表观二级特征. C. Wagner 曾用这种

方法讨论过冶金反应的表观级数
［10］.

3． 4 模型计算

本试验中的（% FeO）很低，筱竹昭彦等认为这种条件下反应（2）与（3）

的总括过程是一级的
［11］，而如上述，反应（1）为二级. 因此，和式（6）相应的

动力学基本公式可推导如下：

-
d

dτ
（% MnO） = k（% MnO）2 （8）

d
dτ
（% FeO） = k1（% MnO）2 - k23（% FeO） （9）

求积分得

（% FeO） =
k23

k1

ln C + 
�

n = 1

Qn

n·n( )！exp（- Q）-
（% MnO）i

C

+ （% MnO）i -
k23

k1


�

n = 1

Qn

n·n！Cnexp（- Q[ ]） exp（- k23τ）

（10）

Q =
k23 C

（% MnO）ik1

（11）

C = 1 +（% MnO）ik1τ （12）

将此动力学模型用于图 3 所示的两个试验. 首先，利用起始条件由式

（8）计算 k1 ，再利用
d

dτ
（% FeO） = 0 的条件，由式（9）算出 k23 . 计算结果见

表 4.然后就可算出（% MnO）与（% FeO）的变化规律.图 3 所示的虚线即用



７４１　　

二

研

究

论

文

此动力学模型计算的结果.计算和实测吻合，特别是由式（8）积分所描述的

（% MnO）变化规律与实测一致，证明渣中无碳时（MnO）的还原确按三步模

式进行，这和 R. J. Pomfret最近发表的观点［12］
一致.

表 4 三步反应模式中的速率常数

Run k1 k23

112 5. 40 × 10 - 6 % s - 1 7. 96 × 10 - 3 % s - 1

113 5. 13 × 10 - 6 % s - 1 10. 86 × 10 - 3 % s - 1

4 反应地点的观察

利用 X-TV冶金现象动态显示仪（图 7）观察了（MnO）熔融还原时的反

应地点，在［% Mn］≤60%的条件下，发现反应产物 CO几乎全在渣金界面上

萌发和长大，即使有渣碳界面共存也是如此，见图 8. 这和藤田正树等的报

道
［13］
有别，但吻合于有关的反应速度常数测定.例如，不破祜［14］

和佐藤彰
［15］

等都指出用［C］还原时的反应速率数显著大于用固态还原时的反应速率常

数.

图 7 X-TV冶金现象动态显示仪系统

1—X射线源控制台；2—X射线源；

3—MoSi2 炉；4—影像增强器；

5—光学分配器；6—点片照相机；

7—摄像机；8—X-TV控制台；

9—TV；10—录像机

图 8 反应产物 CO的逸出地点

1—石墨坩埚；2—渣；

3—CO气泡；4—金属
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5 结束语

（1）碳饱和铁液还原（MnO）的过程为界面反应所限速. 这是因为，

［% S］增加，则界面积减小，还原速率相应下降.［% Mn］≤60%条件下，即使

有渣碳界面共存，用“X-TV冶金现象动态显示仪”观察到反应产物 CO仍几

乎全在渣金界面上萌芽和长大.

（2）碳饱和铁液还原（Mn）的反应机构为还原过程中（% FeO）的变化曲

线特点所揭示.它表明该过程按三步反应模式进行.三个界面反应中，Fe 与

Mn的竞争氧化反应速率最慢，且它是表观二级的，而渣中无碳时总括反应的

表观级数也是 2.

（3）按 Fe-Mn竞争氧化反应为表观二级，导出了串联反应的基本动力学

公式，并成功地用以定量地描述还原过程的推进.
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Ｔｈｅ Ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｏｆ Ｎｉｔｒｏｇｅｎ
ｂｅｔｗｅｅｎ Ｇａｓ ａｎｄ Ｓｌａｇ ｏｒ

Ｓｌａｇ ａｎｄ Ｍｅｔａｌ?

Ａｂｓｔｒａｃｔ Ｔｈｅ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｂｅｈａｖｉｏｕｒ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｉｎ ｇａｓｓｌａｇ（ｌｉｍｅ
ａｌｕｍｉｎａｓｉｌｉｃａ）ｓｙｓｔｅｍ ａｎｄ ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｓｙｓｔｅｍ ｉｓ ｓｔｕｄｉｅｄ ｉｎ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ． Ｔｈｅ ｄｉｓ
ｓｏｌｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｆｒｏｍ ｇａｓｅｏｕｓ ｐｈａｓｅ ｔｏ ｔｈｅ ｍｏｌｔｅｎ ｓｌａｇ ｉｓ

3
2

Obr +
1
2

N2 = Nbr +
3
2

O2

ｂｒ ｄｅｎｏｔｅｓ ｂｒｉｄｇｉｎｇ． Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｉｓ，ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｃａｐａｃｉｔｙ ＣＮ3 -

ａｎｄ ｓｌａｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｃａｎ ｂｅ ｅｌｕｃｉｄａｔｅｄ． Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐｓ ｏｆ γＳｉ0． 75Ｎ ａｎｄ γＡｌＮ ｖｓ． ｓｌａｇ
ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｉｎ ｌｉｍｅａｌｕｍｉｎａ ａｎｄ ｌｉｍｅｓｉｌｉｃａ ｂｉｎａｒｙ ｓｙｓｔｅｍｓ，ａｎｄ ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ
ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｎ ｔｈｅｍ ａ ｄｉｓｃｕｓｓｅｄ．

1 Ｉｎｔｒｏｄｕｃｔｉｏｎ

Ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｕｔｉｏｎ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｉｎ ｓｌａｇ ｉｓ ｍａｋｉｎｇ ｉｔｓｅｌｆ ａ ｎｅｗ ｒｅａｓｅｒｃｈ ｆｏｃｕｓ ｉｎ
ｍｅｔａｌｌｕｒｇｙ． Ｔｈｉｓ ｒｅｓｕｌｔｓ ｆｒｏｍ ｓｅｖｅｒａｌ ｒｅａｓｏｎｓ． Ｆｉｒｓｔ，ｉｔ ｉｓ ｗｅｌｌ ｋｎｏｗｎ ｆｒｏｍ ｓｔｅｅｌ
ｍａｋｉｎｇ ｔｈａｔ ｓｌａｇ ｃａｎ ｐｒｅｖｅｎｔ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ． Ｓｕｒｅｌｙ，ｔｈｉｓ ｆｕｎｃ
ｔｉｏｎ ｃｏｎｃｅｒｎｓ ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｖａｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｉｎ ｓｌａｇ． Ｓｅｃｏｎｄｌｙ，ａ ｎｅｗ ｔｅｃｈｎｉｑｕｅ
ｉｄｅａ ａｂｏｕｔ ｕｓｉｎｇ ｓｌａｇ ｉｎ ｄｅｎｉｔｒｏｇｅｎａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｔｅｅｌ ｗａｓ ｐｒｏｐｏｓｅｄ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｔｈｅ ｄｅｖｅｌ
ｏｐｍｅｎｔ ｏｆ ｎｉｔｒｉｄｅ ｃｅｒａｍｉｃｓ． Ｔｈｉｓ ｕｎｄｏｕｂｔｌｙ ｂｒｉｎｇｓ ａ ｌｏｔ ｏｆ ｐｒｏｆｉｔ ｔｏ ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ
ｏｆ ｕｌｔｒａ ｐｕｒｅ ｆｅｒｒｉｔｅ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌ． Ｔｈｉｒｄｌｙ，ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｉｓ ａｎ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ａｌｌｏｙ ｅｌｅ
ｍｅｎｔ ｉｎ ａｕｓｔｅｎｉｔｉｃ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌ． Ｐｅｒｈａｐｓ，ｉｔ ｗｉｌｌ ｂｅ ａｎ ｅｃｏｎｏｍｉｃ ｐｒｏｃｅｓｓ ｔｈａｔ

 Ｉｎ ｃｏｌｌａｂｏｒａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ Ｊｉａｎｇ Ｇｕｏｃｈａｎｇ，Ｌｉｎ Ｔｉａｎｙｉｎｇ． 4ｔｈ Ｉｎｔ． Ｃｏｎ． ｏｎ Ｍｏｌｔｅｎ Ｓｌａｇｓ ａｎｄ
Ｆｌｕｘｅｓ，Ｓｅｎｄａｉ，Ｊａｐａｎ，ＩＳＩＪ，1992，ｐｐ． 221 226
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ｆｅｅｄｉｎｇ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｔｈｒｏｕｇｈ ｓｌａｇ． Ａｓ ａ ｆｕｎｄａｍｅｎｔａｌ ｓｔｕｄｙ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ｉｓ ｄｅｖｏｔｅｄ ｔｏ
ｔｈｅ ｒｅｓｅａｒｃｈ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｂｅｈａｖｉｏｕｒ ｉｎ ｌｉｍｅａｌｕｍｉｎａ，ｌｉｍｅｓｉｌｉｃａ ａｎｄ ｌｉｍｅａｌｕｍｉ
ｎａｓｉｌｉｃａ ｓｙｓｔｅｍｓ．

2 Ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｍｅｔｈｏｄ ａｎｄ ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ

Ｆｉｇ． 1 ｓｈｏｗｓ ｔｈｅ ｅｑｕｉｐｍｅｎｔ ｕｓｅｄ ｉｎ ｔｈｉｓ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ． Ｆｏｒ ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ
ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｉｎ ｇａｓｓｌａｇ ｓｙｓｔｅｍ ｇｒａｐｈｉｔｅ ｃｒｕｃｉｂｌｅ ｗａｓ ｕｓｅｄ． 5 ｇ ｓｌａｇ ｍａｔｅｒｉａｌ ｗａｓ
ｐｕｔ ｉｎｓｉｄｅ ｉｔ． Ｔｈｅ ａｔｍｏｓｐｈｅｒｅ ｉｓ 0． 40 ＣＯ0． 60 Ｎ2 ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｇｅｎｅｒａｌｌｙ ｕｔｉｌｉｚｅｄ ａｓ
ａ ｓｔａｎｄａｒｄ ｆｏｒ ｔｈｅ ｃａｌｉｂｒａｔｉｏｎ ｏｆ ａｎａｌｙｔｉｃａｌ ｉｎｓｔｒｕｍｅｎｔｓ． Ｔｈｅ ｆｌｏｗ ｒａｔｅ ｏｆ ｔｈｉｓ ｇａｓ
ｗａｓ 4 ｃｍ3 ／ ｓ． Ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｗａｓ 1 773，1 823 ｏｒ 1 873 Ｋ． Ａ ｐｉｌｏｔ
ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｗａｓ ａｒｒａｎｇｅｄ ｔｏ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅ ｔｈｅ ｔｉｍｅ ｎｅｅｄｅｄ ｆｏｒ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｅｘｐｅｒｉ
ｍｅｎｔ． Ｉｔ ｗａｓ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ａｓ ａｄｄｉｎｇ ｓｏｍｅ Ｓｉ3Ｎ4 ｉｎｔｏ 0． 4 ＣａＯ0． 4 ＳｉＯ20． 2 Ａｌ2Ｏ3

ｓｌａｇ ｆｏｒ ｍａｋｉｎｇ ｔｈｅ ｉｎｔｉａｌ（% N）ｔｏ ｂｅ ｅｉｔｈｅｒ ｌｏｗｅｒ ｏｒ ｈｉｇｈｅｒ ｔｈａｎ ｔｈｅ ｅｓｔｉｍａｔｅｄ ｅ
ｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｖａｌｕｅ． Ｆｉｇ． 2 ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ｔｈｅ ａｐｐｒｏａｃｈｉｎｇ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｆｒｏｍ ｂｏｔｈ ｓｉｄｅｓ ｔｏ
ｅａｃｈ ｏｔｈｅｒ ｎｅｅｄｓ ａｂｏｕｔ 14 ｈｒｓ． Ｔｈｕｓ，ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｔｉｍｅ ｗａｓ ｃｈｏｓｅｎ ａｓ 18 ｈｒｓ ｆｏｒ
ｇａｓｓｌａｇ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ． Ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ ｇａｓｓｌａｇ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｉｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ
Ｔａｂｌｅ 1．

Ｆｉｇ． 1 Ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｓｅｔ
1． ａｌｕｍｉｎａ ｔｕｂｅ 5． ｔｈｅｒｍｏｃｏｕｐｌｅ
2． ｇｒａｐｈｉｔｅ ｈｅａｔｅｒ 6． ＣＯ + ｎｉｔｒｏｇｅｎ
3． ｇｒａｐｈｉｔｅ ｃｒｕｃｉｂｌｅ 7． ｔｈｅ ｓｅｔ ｆｏｒ ｇａｓ ｄｅＯ2，ｄｅＨ2Ｏ
4． ｔｈｅｒｍａｌ ｉｎｓｕｌａｔｉｏｎ

Ｆｉｇ． 2 Ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ（% N3 -）

ｖｓ ｔｉｍｅ ｕｎｄｅｒ 1 823 Ｋ ａｎｄ
（0． 4 ＣＯ + 0． 6 Ｎ2）
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Ｔａｂｌｅ 1 Ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ ｇａｓｓｌａｇ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ

Ｔｅｍｐ．（Ｋ）
Slag（%）

ＣａＯ ＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3

（% N）ｅｘｐ． ＣＮ3 -（ × 10 - 13）

1 823 55． 0 45． 0 0． 63 4． 78

1 823 40． 0 60． 0 1． 97 14． 32

1 823 40． 0 60． 0 0． 28 2． 14

1 823 35． 0 65． 0 0． 37 2． 78

1 823 40． 0 40． 0 20． 0 0． 92 6． 92

1 823 50． 0 10． 0 40． 0 0． 27 2． 04

1 823 30． 0 40． 0 30． 0 1． 38 10． 47

1 823 45． 0 25． 0 30． 0 0． 53 3． 98

1 823 55． 0 45． 0 1． 24 9． 32

1 873 40． 0 60． 0 0． 56 4． 32

1 873 50． 0 10． 0 40． 0 0． 60 4． 49

1 773 55． 0 45． 0 0． 29 2． 17

1 773 40． 0 60． 0 0． 13 0． 98

Ｆｏｒ ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｉｎ ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｓｙｓｔｅｍ ａｌｕｍｉｎａ ｃｒｕｃｉｂｌｅ ｗａｓ
ｕｓｅｄ． Ｔｈｅｒｅ ｗｅｒｅ 5 ｇ ｓｌａｇ ａｎｄ 15 ｇ ｉｒｏｎ． Ａｔ ｍｏｓｔ，ｅｉｔｈｅｒ 0. 5% Ｓｉ3Ｎ4 ｏｒ 0. 4%

ＡｌＮ ｗａｓ ａｄｄｅｄ ｉｎ ｓｌａｇ ｂｅｆｏｒｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ． Ｉｒｏｎ ｗａｓ ｋｉｌｌｅｄ ｗｉｔｈ Ｓｉ ｏｒ Ａｌ，ａｎｄ ｉｔｓ
ｉｎｉｔｉａｌ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｗａｓ ｌｏｗｅｒ ｔｈａｎ 0. 02% ． Ａｒ ａｔｍｏｓｐｈｅｒｅ ｗａｓ ｕｓｅｄ ｉｎ ｔｈｉｓ
ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ． Ｔｈｅ ｔｉｍｅ ｆｏｒ ｔｈｉｓ ｋｉｎｄ ｏｆ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｗａｓ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ
Ｉｔｏ ［1］ａｎｄ Ｉｎｏｕｅ ｅｔ ａｌ．［2］，ａｓ 6 ｈｒｓ． Ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｉｎ
ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｉｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｔａｂｌｅ 2．

Ｔａｂｌｅ 2 Ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ ｓｌａｇｍｅｔａｌｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ

Ｔｅｍｐ．
（Ｋ）

Slag（%）

ＣａＯ ＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 Ｎ3 -

Metal（%）

Ｓｉ Ａｌ Ｎ
ＬＮ

1 823 40． 0 60． 0 0． 074 1． 58 0． 006 2 11． 92

1 823 40． 0 40． 0 20． 0 0． 073 0． 73 0． 013 5． 60

1 823 40． 0 50． 0 10． 0 0． 081 1． 51 0． 007 4 10． 94

1 823 30． 0 40． 0 30． 0 0． 061 0． 74 0． 011 6． 03
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（cont�d）

Ｔｅｍｐ．
（Ｋ）

Slag（%）

ＣａＯ ＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 Ｎ3 -

Metal（%）

Ｓｉ Ａｌ Ｎ
ＬＮ

1 823 40． 0 60． 0 0． 065 0． 90 0． 008 5 7． 65

1 823 45． 0 55． 0 0． 063 0． 018 0． 010 6． 30

1 823 40． 0 60． 0 0． 065 0． 017 0． 007 9． 29

1 823 55． 0 45． 0 0． 059 0． 023 0． 016 3． 68

1 823 45． 0 55． 0 0． 041 0． 012 0． 019 2． 16

1 823 45． 0 55． 0 0． 082 0． 035 0． 007 5 10． 93

1 873 40． 0 50． 0 10． 0 0． 070 1． 50 0． 007 7． 61

1 873 55． 0 45． 0 0． 035 0． 18 0． 019 1． 84

1 773 40． 0 50． 0 10． 0 0． 080 1． 51 0． 005 4 14． 81

1 773 55． 0 45． 0 0． 073 0． 018 0． 011 6． 64

Note：LN =（% N）/% N

Ｔｈｅ Ｋｊｅｌｄａｈｌ ｍｅｔｈｏｄ ｗａｓ ｕｓｅｄ ｉｎ ｔｈｅｓｅ ｔｗｏ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔｓ ｆｏｒ ａｎａｌｙｓｉｎｇ ｂｏｔｈ
（% N）ａｎｄ［% N］. Ｓｏ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ｄｏｅｓ ｎｏｔ ｃｏｎｃｅｒｎ（% CN-），ｂｕｔ（% N3-）.

3 Ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ

3． 1 Ｇａｓｓｌａｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ

Ｕｎｄｅｒ ｓｔｒｏｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ａｔｍｏｓｐｈｅｒｅ，ｎｉｔｏｒｇｅｎ ｃａｎ ｄｉｓｓｏｌｖｅ ｉｎ ｓｌａｇ ｔｈｒｏｕｇｈ ａ
ｃｈｅｍｉｃａｌ ｒｅａｃｔｉｏｎ． Ｒｅｆｅｒｒｉｎｇ ｔｏ ｔｈｉｓ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ，ｈｏｗｅｖｅｒ，ｓｏｍｅ ｃｏｎｔｒａ
ｄｉｃｔｏｒｙ ｐｏｉｎｔｓ ｏｆ ｖｉｅｗ ｍａｙ ｂｅ ｆｏｕｎｄ ｉｎ ｌｉｔｅｒａｔｕｒｅｓ． Ｓｕｍｍｉｎｇ ｕｐ，ｔｈｅｒｅ ａｒｅ ｔｗｏ
ａｓｐｅｃｔｓ． Ｏｎｅ ｉｓ ｉｎ ｗｈａｔ ｗａｙ ｔｈｅ ｐａｒｔｉａｌ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ａｆｆｅｃｔｓ ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｖａ
ｂｉｌｉｔｙ． Ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｉｓ ｉｎ ｗｈａｔ ｓｔａｔｅ ｔｈｅ ｎｉｔｏｒｇｅｎ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｉｎ ｓｌａｇ ｂｅｈａｖｅｓ． Ｄａｖｉｅｓ
ｅｔ ａｌ．［3］ａｎｄ Ｓｃｈｗｅｒｄｔｆｅｇｅｒ ｅｔ ａｌ．［4］ｒｅｐｏｒｔｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｏｆ（% N3 -）ｖｓ． ｐａｒ
ｔｉａｌ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｉｓ ｉｎ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ． Ａｓ ｔｈｅ ｉｄｅａ ｏｆ Ｒｅｆ． 3，（% N3 -）ｉｓ ｉｎ
ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｔｏ（ＰＮ2

／ ＰＯ2
）1 ／ 2，ｈｏｗｅｖｅｒ，Ｓｃｈｗｅｒｄｔｆｅｇｅｒ ｅｔ ａｌ． ｃｌａｉｍｅｄ ｉｔ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ

ｉｎ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｔｏ（ＰＮ2
／ ＰＯ2
）1 ／ 2 ． Ｗｈｅｎ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｉｓ ｉｎ ｅｑｕｌｉｂｒｉｕｍ ｗｉｔｈ ＣＯ·Ｎ ａｔｍｏｓ
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ｐｈｅｒｅ ａｎｄ ｔｈｅ ｐａｒｔｉａｌ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｉｓ ｈｉｇｈ ｅｎｏｕｇｈ，ｔｈｅ ｓｌａｇ ｉｓ ｓａｔｕｒａｔｅｄ
ｗｉｔｈ Ｓｉ3Ｎ4 ａｎｄ ＡｌＮ． Ｔｈｅ ｃｈｅｍｉｃａｌ ｓｔｏｉｃｈｉｏｍｅｔｒｙ ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎｓ ａｒｅ

3
4

SiO2 +
1
2

N2 = Si0. 75 N +
3
4

O2 （1）

AlO1. 5 +
1
2

N2 = AlN +
3
4

O2 （2）

Ｆｉｇ． 3 Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ＣＮ3 - ａｎｄ ｂａｓｉｃｉｔｙ

signal ref. experimental condition
this work 1 823 K，lime-alumina
this work 1 823 K，lime-silica-alumina（% 40）

■ this work 1 823 K，lime-silica-alumina（% 30）
this work 1 823 K，lime-silica-alumina（% 20）

× this work 1 823 K，lime-silica
［1］ 1 823 K，lime-silica，lime-silica-alumina
［1］ lime-silica-alumina-magnesia
［3］ 1 823 K，lime-silica-alumina（% 20）
［8］ 1 873 K，lime-alumina
［1］ 1 873 K，lime-silica-alumina（sat.）
［1］ 1 873 K，lime-silica-magnesia（sat.）
［1］ 1 873 K，lime（sat.）-alumina

lineA sum up 1 823 K，lime-silica
B sum up 1 823 K，lime-silica-alumina（% 10）
C sum up 1 823 K，lime-silica-alumina（% 20）
D sum up 1 823 K，lime-silica-alumina（% 30）
E ［4］ 1 873 K，lime-alumina
F ［8］ 1 823 K，lime-alumina

Ｈｅｎｃｅ，ｓｏ ｆａｒ ｔｈｅ ｖｉｅｗ ｐｏｉｎｔ ｏｆ Ｓｃｈｗｅｒｄｔｆｅｇｅｒ ｉｓ ｔｈｅ ｇｅｎｅｒａｌｌｙ ａｃｃｅｐｔｅｄ ｏｎｅ．
Ａｎｄ ｉｔ ｗａｓ ｔｈｏｕｇｈｔ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ

1
2

N2 +
3
2
（O =）

=（N3 -）+
3
4

O2 （3）

Ｔｈｅｎ ｔｈｅ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｃａｐａｃｉｔｙ
ｗａｓ ｄｅｆｉｎｅｄ ａｓ

CN3 - =（% N3 -）
P3 /4

O2

P1 /2

N2

（4）

Ｔｈｅ ＣＮ3 - ｌｉｓｔｅｄ ｉｎ Ｔａｂｌｅ 1 ｗａｓ ｅ
ｖａｌｕａｔｅｄ ｐｕｒｓｕａｎｔ ｔｏ Ｅｑ． （4）．
Ｆｉｇ． 3 ｓｈｏｗｓ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｏｆ
ｔｈｅｓｅ ＣＮ3 - ｖａｌｕｅｓ ｔｏｇｅｔｈｅｒ ｗｉｔｈ
ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｑｕｏｔｅｄ ｆｒｏｍ ｌｉｔｅｒａ
ｔｕｒｅｓ ［1，3，4，8］ｖｓ． ｓｌａｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ．
Ｉｔ ｗａｓ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ ｂｙ Ｉｔｏ ａｎｄ ｏｔｈ
ｅｒｓ ｔｈａｔ ｔｈｉｓ ｃｕｒｖｅ ｉｓ ｃｏｎｔｒａｒｙ ｔｏ
Ｅｑ．（3）．

Ｔｈｅ ｋｅｙ ｐｒｏｂｌｅｍ ｈｅｒｅ ｉｓ ｉｎ
ｗｈａｔ ｓｔａｔｅ ｔｈｅ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｄｉｓｓｏｌｖｅｓ
ｉｎ ｓｌａｇ． Ｓｅｖｅｒａｌ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｏｐｉｎ
ｉｏｎｓ ｗｅｒｅ ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ． Ｉｔ ｉｓ ｗｅｌｌ
ｋｎｏｗｎ，ｉｎ Ｓｉ3Ｎ4，ＡｌＮ ｎｉｔｒｉｄｅ
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ｃｅｒａｍｉｃｓ ｎｉｔｏｒｇｅｎ ｅｘｉｓｔｓ ｉｎ ｔｈｅ ｃｅｌｌ ｏｆ ＳｉＮＳｉ ｏｒ ＡｌＮＡｌ，Ｆｕｒｔｈｅｒｍｏｒｅ，ａ ＴＥＭ
ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ ｃｌａｉｍｅｄ ｔｈａｔ Ｓｉ2Ｎ2Ｏ ｗａｓ ｆｏｕｎｄ ｉｎｓｉｄｅ ｈｉｇｈ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｂｅａｒｉｎｇ ＣａＳｉ 
ＡｌＯＮ ａｎｄ ＭｇＳｉ ＯＮ ｓｙｓｔｅｍｓ［5］． Ｔｈｉｓ ｐｒｏｖｅｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｉｓ
ｅｘｉｓｔｅｄ ｉｎ ＳｉＮＳｉ ｃｅｌｌ ｉｎ ｔｈｅｓｅ ｓｙｓｔｅｍｓ． Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅｓｅ ｒｅｐｏｒｔｓ，ｔｈｅ ｎｉｔｒｏｇｅｎ
ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｎ ｌｉｍｅａｌｕｍｉｎａｓｉｌｉｃａ ｓｌａｇ ｉｓ ｔｈｏｕｇｈｔ ｔｏ ｂｅ ａｓ ｆｏｌｌｏｗｓ

3
2

Obr +
1
2

N2 = Nbr +
3
4

O2 （5）

ｂｒ ｄｅｎｏｔｅｓ ｂｒｉｄｇｉｎｇ． Ｔｈｅｎ，ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｃｏｎｃｅｐｔ ｏｆ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ［6］ｔｈｅ ｎｉｔｒｏ
ｇｅｎ ｃａｐａｃｉｔｙ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｄｅｆｉｎｅｄ ａｓ

CN3 - =（% N3 -）
P3 /4

O2

P1 /2

N2

=
K（5）（BObr

YObr
）3 /2

γ
N3 -

（6）

ＢＯｂｒ
，ＹＯｂｒ

ｉｓ ｔｈｅ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｃｈａｒａｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ａｎｄ ｍｏｌｅ ｆｒａｃｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｂｒｉｄｇｉｎｇ
Ｏ = ａｎｉｏｎ ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ． Ａｓ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ Ｆｉｇ． 6，ｉｎ ｌｉｍｅａｌｕｍｉｎａ ｂｉｎａｒｙ
ｓｌａｇｓ γ

Ｎ3 -
ｉｓ ｃｏｎｓｔａｎｔ． Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ｉｔ ｗａｓ ｐｒｏｖｅｄ［6］ ｉｎ ｔｈｅｓｅ ｓｌａｇｓ

γ
Ｎ3 -

ｉｓ ｉｎ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｗｉｔｈ（ＢＯｂｒ
ＹＯｂｒ
）3 ／ 2 ． Ｔｈｉｓ ｉｓ ａｎ ｅｖｉｄｅｎｃｅ ｆｏｒ ｔｈｅ ｃｏｒｒｅｃ

ｔｉｏｎ ｏｆ ｒｅａｃｔｉｏｎ（5）． Ｍｕｌｆｉｎｇｅｒ［7］，Ｓｈｉｍｏｏ ｅｔ ａｌ． ［8］ ａｎｄ Ｄａｖｉｅｓ ｅｔ
ａｌ． ［3］ ａｌｌ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｉｓ ｉｎ Ｎ ｂｒ ｓｔａｔｅ．

3． 2 Ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ ａｎｄ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｎ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｃａｐａ
ｓｉｔｙ

Ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ（Λ）ｏｎ γＮ3 - ｉｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 4． Ｂｏｔｈ ｔｈｅ ｒｅ
ｓｕｌｔｓ ｏｆ ｔｈｉｓ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ａｎｄ ｓｏｍｅ ｌｉｔｅｒａｔｕｒｅ ｉｎｆｏｒｍａｔｉｏｎｓ ａｒｅ ｉｎｖｏｌｖｅｄ ｉｎ ｔｈｉｓ ｒｅｌａ
ｔｉｏｎ，ａｎｄ ｉｔ ｇｉｖｅｓ Ｅｑ．（7）ｆｏｒ 1 823 Ｋ．

lgCN3 - = - 11. 5 lgΛ - 14. 28 （7）

Ａｓ ｔｈｅ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｓ ａ ｒｅｖｉｓｉｏｎ ｏｆ ｏｐｔｉｃａｌ ｂｓｉｃｉｔｙ，ｓｏ Ｅｑ．（7）ｃｏｉｎ
ｃｉｄｅｓ ｗｉｔｈ Ｅｑ．（6）． Ｂｕｔ ｉｔ ｓｕｒｅｌｙ ｇｅｔｓ ｓｏｍｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｃｅｓ ｆｒｏｍ ｔｈａｔ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｓｕｐ
ｐｏｓｅｄ ｂｙ Ｓｏｍｍｅｒｖｉｌｌｅ．［9］Ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ＣＮ3 - ａｇａｉｎｓｔ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｉｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ
Ｆｉｇ． 5． Ａｎｄ ｉｔ ｉｓ ｄｅｄｕｃｅｄ ａｓ
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Ｆｉｇ． 4 Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｏｆ ＣＮ3 - ｖｓ．
ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ，ｕｎｄｅｒ 1 823 Ｋ

Ｆｉｇ． 5 Ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ
ｏｎ ＣＮ3 -

lgCN3 - = - 11. 51 lgΛ -
22 135

T
- 2. 04 （8）

3． 3． Ｔｈｅ γＳｉ0． 75Ｎ ａｎｄ γＡｌＮ ｉｎ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｂｅａｒｉｎｇ ｌｉｍｅａｌｕｍｉｎａ ａｎｄ ｌｉｍｅｓｉｌ

ｉｃａ ｂｉｎａｒｙ ｓｌａｇｓ

Ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｉｎ ｌｉｍｅｓｉｌｉｃａ ｓｌａｇ ｉｓ ｓｕｐｐｏｓｅｄ ａｓ

1
2

N2 +
3
4

SiO2 = Si0. 75 N +
3
4

O2 （9）

Ｈｅｎｃｅ ｔｈｅ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｏｆ ｔｈｉｓ ｎｉｔｒｉｄｅ ｉｓ

γSi0. 75N
=

114MK（9）（αSiO2

）3 /4

CN3 -

（10）

Ｈｅｒｅ Ｍ ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ｓｕｍ ｍｏｌｅ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔｓ ｉｎ 100 ｇ ｓｌａｇ． Ｋ ｉｓ ｔｈｅ ｅ
ｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｏｎｓｔａｎｔ．

lgK（9） = -
21 926

T
+ 0. 737 （11）

Ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｉｎ ｌｉｍｅａｌｕｍｉｎａ ｓｌａｇ ｉｓ ｓｕｐｐｏｓｅｄ ａｓ
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AlO1. 5 +
1
2

N2 = AlN +
3
4

O2 （12）

Ｔｈｕｓ

γ
AlN

=
14MK（12）（αAlO1. 5

）

CN3 -

（13）

Ａｎｄ，

lg K（12） = -
27 014

T
+ 2. 505 （14）

ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ γ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｅｑｕａｔｉｏｎ（10）ａｎｄ（13）ｖｓ． ｓｌａｇ

Ｆｉｇ． 6 Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｏｆ ｎｉｔｒｉｄｅ ａｃｔｉｖｉｔｙ
ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔｓ ｖｓ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ

ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｉｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 6． Ｔｈｅ
ｖａｌｕｅ ｏｆ（α

ＳｉＯ2

）ａｎｄ（α
ＡｌＯ1． 5

）ａｒｅ ｑｕｏ

ｔｅｄ ｆｒｏｍ Ｒｅｉｎ ｅｔ ａｌ．［10］． Ｔｈｉｓ ｒｅｓｕｌｔ ｉｓ
ｉｎ ｇｏｏｄ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｗｉｔｈ ｔｈａｔ ｏｆ Ｉｔｏ ｅｔ
ａｌ．［1］． Ｔｈｅ ｃｏｎｓｔａｎｔ γ

ＡｌＮ
ｉｎ ｌｉｍｅａｌｕ

ｍｉｎａ ｓｙｓｔｅｍ ｌａｈｉｃｈ ｍｉｇｈｔｂｅ ｒｅｓｕｌｔｅｄ
ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｃｅｌｌ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｂｅｔｗｅｅｎ Ａｌ3 +

ｃａｔｉｏｎｓ ａｎｄ Ｎ3 - ａｎｉｏｎｓ ｉｎ ｔｈｉｓ ｓｌａｇ
ｄｏｅｓ ｎｏｔ ｔｏ ｂｅ ｃｈａｎｇｅａｂｌｅ． Ｏｎ ｔｈｅ
ｃｏｎｔｒａｒｙ，ｉｎ ｌｉｍｅｓｉｌｉｃａ ｓｌａｇ，ｃｈａｎｇｉｎｇ
% SiO2 ｍｉｇｈｔ ｐｏｓｓｉｂｌｙ ｃａｕｓｅ ｔｈｅ ｆｏｒ

ｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｄｏｕｂｌｅ ｂｏｎｄ ｂｅｔｗｅｅｎ Ｓｉ4 + ｃａｔｉｏｎｓ ａｎｄ Ｎ3 - ａｎｉｏｎｓ，ａｎｄ ｔｈｉｓ ｉｎ ｔｕｒｎ ｔｏ
ｖａｒｙ γ

Ｓｉ0． 75Ｎ
．

4 Ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎ

Ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｆｒｏｍ ｇａｓｅｏｕｓ ｐｈａｓｅ ｔｏ ｍｏｌｔｅｎ ｓｌａｇ ｉｓ ｔｈｅ
ｐｒｏｃｅｓｓ ｉｎ ｗｈｉｃｈ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｒｅｐｌａｃｅ ｔｈｅ ｂｒｉｄｇｉｎｇ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｉｏｎ．

3
2

Obr +
1
2

N2 = Nbr +
3
4

O2

Ｔｈｅ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｃａｐａｃｉｔｙ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ



７５１　　

二

研

究

论

文

CN3 - = % N3 -
P3 /4

O2

P1 /2

N2

=
K（9）（BObr

YObr
）3 /2

γ
N3 -

Ｈｅｒｅ，（ＢＯｂｒ
ＹＯｂｒ
）ｉｓ ｔｈｅ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｏｒ ａｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｉｎｄｅｘ ｏｆ ｂｒｉｄｇｉｎｇ ｏｘｙｇｅｎ

ａｎｉｏｎ．
Ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ γＳｉ0． 75Ｎ ｉｎ ｌｉｍｅｓｉｌｉｃａ ａｎｄ ｔｈａｔ ｏｆ γ

ＡｌＮ
ｉｎ ｌｉｍｅａｌｕｍｉｎａ ｖｓ．

ｓｌａｇ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ａｒｅ ｉｎ ｇｏｏｄ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｗｉｔｈ ｔｈａｔ ｏｆ Ｉｔｏ ｅｔ ａｌ．［1］． Ｔｈｅ ｒｅａｓｏｎ ｏｆ
ｔｈｅｓｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｉｓ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ａｓ ｔｏ ｂｅ ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｗｈｅｔｈｅｒ ｔｈｅ ｒｅｌｅｖａｎｔ ｃｅｌｌ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ
ｉｓ ｃｈａｎｇｅａｂｌｅ ｏｒ ｎｏｔ．

Ａｃｋｎｏｗｌｅｄｇｅｍｅｎｔ

Ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ｉｓ ｓｕｐｐｏｒｔｅｄ ｂｙ ｔｈｅ Ｆｏｕｎｄａｔｉｏｎ ｏｆ Ｎａｔｉｏｎａｌ Ｎａｔｕｒａｌ Ｓｃｉｅｎｃｅ ｏｆ
Ｃｈｉｎａ．

Ｒｅｆｅｒｅｎｃｅｓ

［1 ］ Ｋ． Ｉｔｏ，Ｒ． Ｊ． Ｆｒｕｅｈａｎ：Ｍｅｔａｌｌ． Ｔｒａｎｓ． 419Ｂ（1988）6，419 425

［2 ］ Ｒ． Ｉｎｏｕｅ，Ｈ． Ｓｕｉｔｏ：3ｒｄ Ｉｎｔｅｒｎ． Ｃｏｎｆ． ｏｎ Ｍｏｌｔｅｎ Ｓｌａｇ ＆ Ｆｌｕｘｅｓ，Ｇｌａｓｇｏｗ，Ｕ． Ｋ． Ｊｕｎｅ，
1988，77 80

［3 ］ Ｍ． Ｗ． Ｄａｖｉｅｓ，Ｓ． Ｇ． Ｍｅｃｈｅｒａｌｉ：Ｍｅｔａｌｌ． Ｔｒａｎｓ，42（1971）9，2729 1733

［4 ］ Ｋ． Ｓｃｈｗｅｒｄｔｆｅｇｅｒ，Ｈ． Ｇ． Ｓｃｈｂｅｒｔ：Ｍｅｔａｌｌ． Ｔｒａｎｓ． 48Ｂ（1977）12，535 540

［5 ］ Ａ． Ｈｅｎｄｒｙ：3ｒｄ Ｉｎｔｅｒｎ． Ｃｏｎｆ． ｏｎ Ｍｏｌｔｅｎ Ｓｌａｇ ＆ Ｆｌｕｘｅｓ，Ｇｌａｓｇｏｗ，Ｕ． Ｋ． Ｊｕｎｅ，1988，

125 129

［6 ］ ＪＩＡＮＧ Ｇｕｏｃｈａｎｇ，ＸＵ Ｋｕａｎｇｄｉ：Ｐｒｏｃｅｅｄｉｎｇｓ ｏｆ 6ｔｈ ＩＩＳＣ，Ｎａｇｏｙａ，Ｊａｐａｎ，Ｏｃｔ． 1990，

Ｖｏｌ． 1 240 247

［7 ］ Ｈ． Ｏ． Ｍｕｌｆｉｎｇｅｒ：Ｊ． Ａｍ． Ｃｅｒａｍ． Ｓｏｃ． 449 1（1966）9，462 467

［8 ］ Ｔ． Ｓｈｉｍｏｏ，Ｈ． Ｋｉｍｕｒａ，Ｍ． Ｋａｗａｉ：Ｊ． ｏｆ ＪＩＭ 436 1（1972）8，723 727

［9 ］ Ｉ． Ｄ． Ｓｏｍｍｅｒｖｉｌｌｅ：Ｐｒｏｃｅｅｄｉｎｇｓ ｏｆ Ｉｎｔｅｒｎ． Ｓｙｍｐ． ｏｎ Ｆｏｕｎｄｒｙ Ｐｒｏｃｅｓｓ：Ｔｈｅｉｒ Ｃｈｅｍｉｓｔｒｙ
＆ Ｐｈｙｓｉｃｓ，Ｐｌｅｎｕｍ Ｐｒｅｓｓ，1988，101 122

［10］ Ｈ． Ｒｅｉｎ，Ｊ． Ｃｈｉｐｍａｎ：Ｔｒａｎｓ． ＡＩＭＥ 4233 1（1965），415 425
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渣钢持续接触时脱硫反应的动力学研究
?

摘要 直接由电化学原理导出的电化学模型，以及给出的初始渣钢界

面氧位计算方法，可用以定量描述% S ～ τ 曲线.计算与实测吻合.脱硫过程

中渣钢界面上硫的分配常数 L
S 和渣钢本体内硫的分配指数 LS' 随界面氧位

的下降而不断变化，其规律截然不同：L

S
～ τ曲线属抛物线类型，而 LS' ～ τ

曲线属双曲线类型.与此相应，计算及实测都指出，驱动力参数随时间而变

化的曲线呈现一驼峰.

图 1 脱硫速度和钢水中

含硫量的关系
［1］

Fig. 1 Desulphurization rate

vs% S in melted Steel

脱硫是炼钢过程的基本反应之一，本文仅

就渣钢持续接触条件下的脱硫规律作一探讨.

1 限速环节与界面氧位

一般脱硫速度与钢水中含硫量的关系如图

1 所示［1］.

历来都用式（1）来表述脱硫反应的表观速

度特征.

-
d

dτ
% S = k1［% S - % S］ （1）

此式常被称为经验速率方程. 其中的界面硫

量% S是个未定变量，而且所谓速度常数 k1 实

 本文合作者：蒋国昌、邓健雄、郭占成、关玉龙. 原发表于《金属学报》，26（1），B33 ～
B39（1990）
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际上仅在某一% S范围里才近似守恒，故难以用式（1）来表述一个% S变化

很大的脱硫过程.仿照 C. Wagner［2］
的方法，我们改用式（2）来表述.

-
d

dτ
% S = k2·% Sm （2）

自然，若认为 k2始终守恒，则 m > 1. 图 1 表明，在% S≤150 ppm的范围里，渣

钢持续接触条件下脱硫的一般规律是，曲线在高% S 段近似于直线，在其

低% S段又接近另一直线，两者之间是一过渡段.这说明，在三个区段中脱硫

机理有变化.

无疑式（2）仍是非线性的，为使问题简单化，令 m = 1，而定义 k为驱动

力参数，k随% S变化.

用熔渣脱硫过程的实质是硫和氧通过渣钢界面的电化学迁移.因这一跨

越界面的迁移相当快，整个过程的速度受限于相内的传质，界面处于准稳态平

衡，即界面上硫的分配系数是

L
S

=
（% S）

% S （3）

式中，上标“”表示界面.

将脱硫过程表示成

S
km

r
→
m

S k

r
→ （S）

ksl

r
→
sl

（S） （4）

这里，r是过程速率，r = -
d

dτ
% S. 下标m表示钢侧，sl表示渣侧.在钢侧传质

限速的条件下有

r = rm = km·
A

Wm

［% S - % S］ （5）

（% S） =（% S） （6）

这里，A是渣钢界面积，Wm 表示金属重量，相应地用 Wsl表示渣重.根据物质

平衡又有

% S =
1

L
S

［（L'S，0 + W）% S0 - W·% S］ （7）

式中，下标“0”表示起始条件. L' S，0 =（% S）0 /% S0，W = Wm /Wsl. 因此得到
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rm = km·
A

Wm

［（1 + W/L
S
）% S - % S］ （8）

ln
% S - % S

% S0 - % S = - km

A
Wm

（1 + W/L
S
）τ （τ为反应时间） （9）

% S =
1

L
S

（L' S，0 + W）% S0 = % S +
W

L
S

% S （10）

在渣侧传质限速的条件下有

r = rsl = ksl

A
Wm

［（% S） -（% S）］ （11）

% S = % S （12）

由物质平衡得

（% S） =（% S）0 + W［% S0 - % S］ （13）

因此

ln
% S - % S

% S0 - % S = - ksl

A
Wm

（L
S

+ W）τ （14）

显然，用下式可以归纳式（18）与式（13）：

ln
% S - % S

% S - % S = - k' τ （15）

钢侧传质限速时

k' = km·
A

Wm

（1 + W/L
S
） = km' （16）

渣侧传质限速时

k' = ksl

A
Wm

（L
S

+ W） = k'sl （17）

图 2 k' % S曲线（用文献［1］的数据绘成）
Fig. 2 Driving force parameter，k' vs

% S in melted steel

按式（15）处理图 1a 的数据得到

图 2.可见 k' 并非常数.这说明在

脱硫进程中 L
S
并非恒量. 也即

脱硫过程中渣钢界面的热力学

条件有变化.

因为伴随硫跨越界面的转

移必有氧的反向转移. 在高% S
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条件下脱硫速度大，氧跨越界面传至钢侧的速率也大.由于在深度脱硫之前

钢水必定要经受深度脱氧，因而氧和脱氧元素的反向扩散致使氧化物在界面

以下生成
［3，4］，即脱硫过程中界面氧位总在下降.为简化起见，令% O = a

0

-
d

dτ
% O = k0·

A
Wm

［% O - % O］ （18）

正由于脱硫过程中 a
0
不断减小，L


S
也就相应地不断变大，从而导致式

（15）中 k' 的变值.这样即可解释图 2 所示的规律.式（17）表明，高% S区内

是渣侧传质限速，k' = ks1 逐渐增大；式（16）表明，低% S区内是钢侧传质限

速，k' = km' 逐渐减小. 两区之间，即 k' ～ % S曲线上的峰点附近是个混合传

质限速的区域.

2 可定量描述脱硫过程的电化学模型

脱硫是火法冶金中一个典型的电化学过程，迄今已有不少学者从电化学

原理出发讨论过脱硫过程.但这大多是定性的解释.这里我们尝试用电化学

模型来定量地描述脱硫过程.

金属液与熔渣一接触，即形成电极体系.一般来说，电化学反应只发生在

电介质中. 但这里所讨论的是一个电极为液态的体系. A. D. Adamson 指

出
［5］，当两个互不相溶的液相接触时，一个相中的表面活性组分会渗入另一

相的边界层中，乃至使其饱和.据此，我们假设电极表面并不在渣钢界面上，

而是在钢侧边界层与钢液本体的交界上.即在电化学模型中我们假定电极表

面上硫的浓度不是% S，而是% S.

如上所述，脱硫过程受限于相内的传质.而事实上这个传质过程又是非

稳态的.若按
d

dτ
% S = - k% S处理，则直接由电化学得某一时刻的反应速率

应该用下式决定
［6，7］：

r = k·% S0 exp（k2τ /DS）erfc（k τ /D槡 S）
A

Wm

·100 （19）

此处的 DS 是 S的扩散系数.而 k并非常数，由下述可见它是恒定的速度常数

与可变的过电位 η之某一函数值.所以我们将整个反应时间等分为许多很短

的时间间隔来处理.这样，第 n个时间间隔中的反应速率为
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rn = kn·% Sn - 1 exp（k2

n
·Δτ /DS）erfc（k Δτ /D槡 S）

A
Wm

·100 （20）

因而

% Sn = % Sn - 1 - rn - 1·Δτ （21）

这里的 Δτ是所取的时间间隔（步长）.
按电化学理论，式（19）中 kn 应为反应驱动力的函数：

kn = kC·exp aZF
RT

η( )n （22）

kC 是不受双电层电场影响的反应速度常数，a 表征电场作用的不对称程

度，Z 是在电极上交换的电子数，F 是 Faraday常数，η 是过电位，即电化
学过程的驱动力. 由于脱硫反应是浓差极化，故可认为有如式（23）所给

出的关系：

ηn =
RT
ZF
［ln% Sn - 1 - ln% S

n - 1
］+

RT
ZF
［ln（% S）

n - 1
- ln（% S）n - 1］

=
RT
ZF

ln（L
S，n - 1

/L' S，n - 1） （23）

这里，L' S，n =（% S）n /% Sn' .（% S）n 可用式（13）计算.随着反应趋向平衡，即

n→� 时，L

S
和 LS' 都将一致地逼近热力学平衡分配 LS，因此 ηn→� = 0.

式（22）和（23）清楚地表明反应过程中 kn 是变化的.

为计算 ηn，必须已知 L
S，n

.为此利用如下的热力学关系：

KS·（% O2 -） = % O·L
S

= % O·LS （24）

而知 L
S
是界面氧位的函数.

% O
n

/% O = LS /L
S，n

（25）

即只要已知% O
0
，则% O

n
/% O可由式（17）确定. 这是因为对深脱氧的钢

水，可以认为% O是恒定的. % O0 要根据以描述的试验条件来确定.

设渣中仅 CaO参与脱硫反应，则渣的硫容量是

CS' =
（% CaO）·% O

% S·α
CaO

（26）

对用于钢水二次精炼的渣，通常可以认为 α
CaO

= 1. 另一方面，相应于 S→

（S）的电流密度可写成
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i
S

= ZFWmk
S
［% S - % S］/32·A （27）

或

i
S

= ZFWslk
（S）
［（% CaS） -（% CaS）］/72·A （28）

因此导出

% S =
% S + 0. 45WS1·k（S）（% CaS）/Wm·k

S

1 + 0. 45WS1·k（S）CS' /Wm·k
S
·% O （29）

如前所述，脱硫过程起始时常为渣侧传质限速.因而

% S0 =
% S0 + 0. 45WS1 k（S）（% CaS）/Wm·k

S

1 + 0. 45WS1 k（S）CS' /WmkS% O
0

（30）

此式中的 k（S）/kS可用扩散系数之比 D（S）/DS 代替.这样就能算出% O
0

/% O.

以上所述即是可用以定量计算% S ～ τ曲线的一个电化学模型.

3 参数选择和计算实例

我们选用文献［1］中数据作为实例来计算.计算中所选择的参数如下：

% S0 0. 038%［1］，（% S）00. 46%［1］，LS 286［1］，kC 0. 000 5 cm/s（按电化学

规律应在 10 - 3
与 10 - 5
之间），Δτ 2s，A 34. 2 cm2［1］，Wm 1 500 g［1］，WS1 250

g［1］，Z 2，α 0. 5，T 1 873 K［1］，DS 4 × 10 - 5 cm2 /s［1］，k（S）/kS 0. 05［1］，CS'

0. 05［8］，% O 0. 000 4%，k0 0. 425 cm/s［1］.

图 3a是计算结果之一例，可见计算与实测吻合得很好.计算表明，脱硫

过程中% O / % O逐渐减小并趋于 1. L
S
～ τ曲线与 LS' ～ τ 曲线呈现出完全

不同的变化规律.前者呈某种抛物线特征，后者呈某种双曲线特征.随着反应

的进行两者均逐渐趋近于 LS，虽然 L
S
很快就接近 LS 了.
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图 3 用电化学模型计算的结果
Fig. 3 Results calculated by electrochemical model

（a）from Ref. 1；（b）another example

图 3b是另一例.除% S0 = 0. 05%外，其他条件均不变.此图指出 η ～ τ和 k ～
τ曲线均有一驼峰，这和图 2 吻合.

4 结论

（1）对一个渣钢体系来说，若脱硫率很大则可以看到整个脱硫过程能分

为三个阶段，且各阶段的脱硫机理有别.即高% S段是渣侧传质限速，低% S

段是钢侧传质限速.其间有一个混合传质限速的区域.反应限速环节的这种

变化与反应过程中界面氧位的改变密切有关.

（2）应用电化学方法可直接导出脱硫过程的电化学模型借此模型以及

文中给出的初始界面氧位计算方法，可定量地描述% S ～ τ 曲线.计算结果与

实测能良好吻合.

（3）渣钢界面上硫的分配系数 L
S
和渣钢本体内硫的分配指数 LS' 均随

界面氧位的下降而上升. L
S
～ τ曲线呈某种抛物线特征，LS' ～ τ 曲线呈某种

双曲线特征.因此 L
S
趋近 LS 要比 LS'的快得多.

（4）用
d

dτ
% S = - k% S可概括脱硫的三个阶段，并更清晰地揭示过程的

本质.其中的 k称驱动力参数，是恒定的速度常数与可变的过电位之函数.它

随% S而变且在 k ～ τ曲线上有一峰值.

本文为国家自然科学基金资助项目.
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氮在 ＣａＯＳｉＯ2 Ａｌ2 Ｏ3 渣中的热力学研究
?

摘要 本文借助于光学碱度概念，对 CaO-SiO2 -Al2 O3 熔渣中氮的稳定性

进行了研究.结果表明，气相中氮不是与渣中自由氧离子作用，而是与网络结

构作用而进入熔渣.根据氮与网络结构 SiO2 或 Al2 O3 之间的反应，提出了熔

渣氮容量的新定义. 根据渣中氮的行为，结合一系列的试验结果，得到了

1 823 K时 CaO-SiO2 -Al2 O3 渣的氮容量计算公式（lgCN = - 11. 72 lgΛ - 14. 26）

和三元渣系的等氮容量曲线.

1 前言

钢中的氮对钢材的物理性能和机械性能有很大的影响.在某些情况下，

它的存在是有益的，例如，氮形成氮化物细化晶粒，改善了合金钢的高温机械

性能，但在大多数情况下，氮的存在是十分有害的，例如，产生时效硬化和降

低钢材的轧制性能等等.因此为了防止氮的危害，应最大限度地控制钢中氮

含量.

在炼钢的许多环节中，钢液不同程度地吸入氮，但是到目前为止，却没有

行之有效的脱氮方法.为了了解大气中氮通过渣层向钢液传氮的程度和预测

使用熔渣对钢液脱氮的可能性，必须获得渣中氮行为的有关知识.近年来，对

于 CaO-SiO2 -Al2 O3 渣中氮的行为已进行了许多研究，并取得了一些结果，但

许多试验结果对氮在熔渣中的行为未能作出正确的解释，本文应用一个新概

念———光学碱度 Λ，对渣中氮的行为进行了研究，并获得氮进入熔渣的机理
及存在形式.

 本文合作者：凌天鹰、蒋国昌.原发表于《钢铁研究学报》，2（1），13 ～ 19（1990）
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2 光学碱度的概念

熔渣由碱性氧化物和酸性氧化物组成，根据熔渣结构的研究，熔渣中存

在着共价键和离子键，氧以下列形式存在于渣中：

（1）自由氧离子 O2 - ；

（2）形成共价键的氧离子 O0 .

若渣中是纯碱性氧化物，氧与阳离子之间是离子键，则氧以自由离子 O2 -
存

在，即氧是自由的或只受不大的束缚；或是酸性氧化物，氧与阳离子之间大多

是共价键，氧受束缚大，渣中 O0
的浓度比例大.

1978 年，J. A. Duffy等人首先提出了光学碱度的概念［1］，随后被广泛运

用到冶金熔渣的研究中.光学碱度是一个衡量熔渣中氧离子相对自由程度的

指标，通过光谱分析的方法测定熔渣中氧将其部分电子施舍给示踪剂（如

Pb2 +
等）的能力.对于碱性渣，渣中氧离子以 O2 -

形式存在的浓度大，自由程

度也大，则光学碱度值大；对酸性渣，氧离子以 O0
形式存在的浓度大，自由程

度低，则光学碱度数值小.

设纯 CaO渣的光学碱度 ΛCaO = 1，冶金中常见氧化物的光学碱度值列于

表 1［2］.

表 1 氧化物的光学碱度，Λ

氧化物 K2 O Na2 O BaO Li2 O CaO MgO Al2 O3 MnO Cr2 O3 FeO Fe2 O3 SiO2 P2 O5 SO3

Λ 1. 15 1. 10 1. 08 1. 05 1 0. 92 0. 68 0. 95 0. 69 0. 93 0. 69 0. 48 0. 38 0. 29

冶金过程中熔渣大都是多元渣系，对于多元渣系的光学碱度，可按（1）

式进行计算.

Λ =
1
B
（NCaO·ΛCaO + NMgO·ΛMgO + NFeO·ΛFeO

+ NMnO·ΛMnO + 2NSiO2
·ΛSiO2

+ 3NAl2O3
·ΛAl2O3

+ 3NSO3
·ΛSO3

+ 5NP2O5
·ΛP2O5
） （1）

式中 B = NCaO + NMgO + NFeO + NMnO + 2NSiO2
+ 3NAl2O3

+ 3NSO3
+ 5NP2O5
；

N———熔渣中各组元的摩尔分数.
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3 气相 熔渣平衡试验结果

在 1 823 K温度下，将 N2 -Ar-CO混合气体通入试验装置，使气体与石墨

坩埚中的熔渣反应并达到平衡. 根据以前的研究，氮在熔渣中是以 CN-
和

N3 -
形式存在.由于化验分析方法的限制，CN-

的分析经常不太精确，所以本

文只限 N3 -
的研究.

表 2 是 CaO-SiO2、CaO-Al2 O3 二元系和 CaO-SiO2 -Al2 O3 三元渣系气渣平

衡试验的结果.

表 2 1 823 Ｋ时气 渣平衡试验数据

试 验 者
pN2 pCO pAr CaO SiO2 Al2 O3 N3 -

atm %

CN3 -

×10 - 13

K·Ito［3］ 0. 22 0. 78 0 40. 1 59. 9 0 0. 38 13

0. 38 0. 62 0 40. 0 50. 0 10 0. 57 10

0. 58 0. 42 0 40. 0 40. 0 20 0. 74 6. 1

0. 58 0. 42 0 50. 0 40. 0 10 0. 54 4. 4

M. W. Davies［4］ 0. 50 0. 40 0. 10 46 42 12 0. 668 2. 93

0. 55 0. 25 0. 20 55 33 12 0. 703 2. 71

K. Schwerdtfeger［5］ 0. 10 0. 20 0. 70 40 0 60 0. 269 1. 75

0. 10 0. 20 0. 70 45 0 55 0. 213 1. 38

0. 10 0. 20 0. 70 50 0 50 0. 138 0. 90

0. 10 0. 20 0. 70 55 0 45 0. 085 0. 55

T. Shimoo［6］ 0. 40 0. 30 0. 30 40 0 60 0. 298 1. 78

0. 40 0. 30 0. 30 50 0 50 0. 159 0. 95

K. Schwerdtfeger［7］ 0. 25 0. 25 0. 50 55 0 45 0. 140 0. 83

为了比较不同气相组成下熔渣中氮的稳定性，引入了氮容量的概念.类

似于熔渣的其他容量概念（如硫容量、磷容量和碳容量等）
［8］，根据气体 熔

渣的离子反应式（2），可定出如式（3）所示的氮容量 CN3 -表达式.

1
2

N2 +
3
2

O - N3 - +
3
4

O2 （2）
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CN3 - =（% N3 -）

p
3
4

O2

p
1
2

N2

= k2

α
2
3

O2 -

f
N3 -

（3）

式中 k2———反应（2）的平衡常数；

αO2 -———熔渣中 O2 -
的活度；

fN3 -———渣中 N3 -
的活度系数.

由于试验时渣中含有一定的碳，并置于石墨坩埚中，当含有 CO的混合

气体与熔渣平衡时，平衡氧分压由反应（4）决定.

C +
1
2

O 2 CO （4）

ΔG0 = - 114 400 - 85. 77T J /mol［9］ （5）

图 1 1 823 K时 CaO-SiO2 -Al2 O3

渣的氮容量与碱度的关系

根据气相组成，渣中 N3 -
的浓度和

由式（4）、（5）计算的氧分压 p
O2

，由式

（3）就可计算出熔渣的氮容量，如表 2

所示.

图 1 表示 1 823 K温度下熔渣的氮

容量与碱度的关系. 从图 1 可看出，在

所有的情况下，熔渣的氮容量均随碱度

的增加而减小. 在同样的碱度下，二元

系 CaO-SiO2 的氮容量最大，并随着

Al2 O3 浓度的增加而减小，氮容量最低

的是 CaO-Al2 O3 二元渣系.

4 试验结果讨论

4． 1 渣中氮的行为

如前所述，根据反应（2）可定义出如式（3）所示的熔渣氮容量.从式（3）

可看出，熔渣氮容量与 p
N

1
2

2

/p
O

3
4

2

成正比，这一点已在许多试验研究中
［4 ～ 6，10］
得

到了证明.
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从式（3）还可得出，在一定温度下，氮容量与 α
O2 -
也成正比.因 α

O2 -
通常

随碱度增加而增大，所以根据方程（3），从理论上讲氮容量应随碱度增加而

增大.但是，许多实验结果［3 ～ 7］
都与此相反（如图 1 所示）.如果气相中的氮是

按照式（2）所示的反应进入熔渣的话，势必应该随着碱度的提高，N3 -
的活度

系数 f
N3 -比 α

2
3

O2 -
的活度系数增加快，这样才能解释一系列实验的结果，但这又

不大可能.

根据表 1中各氧化物的光学碱度，将表 2中各个熔渣组成按（1）式折算成

图 2 熔渣氮容量与光学碱度的关系

光学碱度，得到熔渣光学碱度与氮容量

的对应关系，如表 3 所示.将表 3 中的

数据绘成图 2，从图中可以看出，氮容

量与光学碱度之间存在着反比关系，随

着光学碱度减小，氮在熔渣中的稳定

性，即氮容量增大.正如前所述，光学碱

度减小，意味着熔渣中的氧以 O0
形式

存在的浓度比例增加，这时氮容量随之

增大，说明气相中的氮并不是如式（2）

所示那样与熔渣中 O2 -
反应，而是与网

络结构中O0
反应，形成新的网络结构.

式（6）表示氮取代网络结构中氧而溶

解进入渣中反应的离子方程式.

表 3 熔渣的光学碱度和氮容量

光学

碱度 Λ
氮容量

CN3 - × 10 - 13 lgΛ lg CN3 -
光学

碱度 Λ
氮容量

CN3 - × 10 - 13 lgΛ lg CN3 -

0. 628 13 - 0. 202 - 11. 89 0. 766 1. 38 - 0. 116 - 12. 86

0. 641 10 - 0. 193 - 12 0. 779 0. 90 - 0. 108 - 13. 05

0. 667 6. 1 - 0. 176 - 12. 22 0. 793 0. 55 - 0. 100 - 13. 26

0. 687 4. 4 - 0. 163 - 12. 35 0. 793 0. 82 - 0. 100 - 13. 09

0. 673 5. 45 - 0. 172 - 12. 26 0. 75 1. 78 - 0. 122 - 12. 75

0. 715 2. 71 - 0. 146 - 12. 57 0. 775 0. 95 - 0. 111 - 13. 02

0. 746 1. 75 - 0. 127 - 12. 76
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3
2

O0 +
1
2

N 2 N0 +
3
4

O2 （6）

式中 N0———网络结构（诸如帒帒 Si N
帒帒Si

帒帒Si
和 Al N

Al

Al
中的氮离子）.

对于 CaO-SiO2 -Al2 O3 熔渣，与离子反应（6）对应的分子结构反应为

3
2

≡ Si—O—Si ≡+
1
2

N 2 ≡ Si— N
Si ≡

Si ≡
+

3
4

O2 （7）

3
2

= Al—O—Al = +
1
2

N 2 = Al— N
Al =

Al =
+

3
4

O2 （8）

根据反应（6），氮容量可以重新定义成如式（7）所示的形式

CN =（% N3 -）·

p
3
4

O2

p
1
2

N2

= k6

α
3
2

O0

fN0

（9）

式中 k6 ———反应（6）的平衡常数；

fN0———以 N0
形式存在于渣中的氮的活度系数.

从反应（6）和式（7）都可以看到，随着熔渣光学碱度的提高，熔渣中 O0

浓度随之降低，浓度降低，抑制了气相中氮向熔渣中传递的反应，从而熔渣的

氮容量下降，这个结论与试验结果相符.

对于三元系 CaO-SiO2 -Al2 O3 熔渣，与离子反应式（6）对应的分子反应可

用式（10）和式（12）表示，氮在熔渣中以 Si0. 75 N和 AlN的形式存在.

3
4

SiO2 +
1
2

N 2 Si0. 75 N +
3
4

O2 （10）

ΔG0 = 419 280 - 14. 1T J /mol［9］ （11）

AlO1. 5 +
1
2

N 2 AlN +
3
4

O2 （12）

ΔG0 = 516 560 - 47. 91T J /mol［9］ （13）
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4． 2 ＣａＯＳｉＯ2Ａｌ2Ｏ3 渣系氮容量及应用

为了了解钢液被熔渣覆盖时钢液吸氮的程度和预测使用熔渣对钢

液脱氮的可能性，必须要有一个足够大的浓度范围内的熔渣氮容量 .

遗憾的是现在根本还没有完整的数据，当然可以一一测定，但由于平

衡试验需要很长时间，工作量非常大 . 本文根据熔渣中氮的行为和机

理，结合一系列试验结果，得到了三元渣系 CaO-SiO2 -Al2 O3 的氮容量

计算公式：

lg CN = - 11. 72 lgΛ - 14. 26 （14）

根据式（14），可以计算出 1 823 K 时各种熔渣组成的氮容量. 计算得到的

CaO-SiO2 -Al2 O3 渣的等氮容量曲线如图 3 所示.

图 3 CaO-SiO2 -Al2 O3 渣系等氮容量曲线

（图中数字为氮容量 × 1013）

在炼钢和精炼过程中，为防止大气中的氮直接向钢液中传递，通常采用

熔渣覆盖保护.根据上面的讨论，当熔渣的氮容量值较大时，气相中的氮较多

地进入熔渣，会通过熔渣传递给钢液，因此在选择保护渣时，应根据图 3 选择

氮容量较低的熔渣，这样方可起到真正的隔绝作用.

由于目前还没有行之有效的脱氮方法，因此有必要探讨熔渣对钢液脱氮

的可能性.使用熔渣脱氮时，渣 钢间氮的平衡分配比，可根据式（19）计算

得到.
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1
2

N2 = N （15）

ΔG0 = 3 600 + 23. 9T J /mol［9］ （16）

k14 =〔N〕fN /p
1
2

N2

（17）

CN =
（% N0）p

3
4

O2

p
1
2

N2

=
（% N0）k14

〔N〕·fN

·p
3
4

O2

（18）

LN =
（% N0）
〔N〕

=
fN

k14

·CN·p
-

3
4

O2

（19）

钢 渣界面的氧分压 p
O2

，受如下反应中某一个决定：

Si + O 2 （SiO2） （20）

ΔG0 = - 947 700 + 198. 7T J /mol［9］ （21）

Fe +
1
2

O 2 （FeO） （22）

ΔG0 = - 256 100 + 53. 68T J /mol［9］ （23）

Al +
3
4

O 2 （AlO1. 5） （24）

ΔG0 = - 843 620 + 163. 4T J /mol［9］ （25）

从式（19）可以看出，在一定温度下，LN 与 CN 和 p -
3
4

O2

成正比，只要控制很

低的 p
O2

和选择较高 CN 的熔渣，采用熔渣脱氮在热力学上是可行的.例如对

于摩尔百分组成的 26% CaO、63% SiO2、10% Al2 O3 熔渣，其氮容量 CN = 27.

9 × 10 - 13 .当〔Al〕 = 0. 01% 时，根据式（24）、（25），计算出氧分压 p
O2

= 1. 65

× 10 - 18 atm，则

LN =
1

0. 004 45
× 27. 9 × 10 - 13 ×（1. 65 × 10 - 18）-

3
4 = 1 361

可见 LN 是相当大的.
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5 结论

根据 CaO-SiO2 -Al2 O3 熔渣与 N2 -CO-Ar 混合气体平衡试验结果，借助于

光学碱度概念，对熔渣中以氮化物形式存在的氮的稳定性进行研究，得到以

下几点结论：

（1）气相中氮进入熔渣时，不是与熔渣中自由氧离子 O-
作用，而是与网

络结构作用，形成 Si -N或 Al-N新网络结构.

（2）根据熔渣中氮的行为，结合一系列试验结果，得到在 1 823 K时熔渣

氮容量的计算式：

lg CN = - 11. 72 lgΛ - 14. 26

（3）根据氮在熔渣 钢液之间的分配热力学研究，熔渣对钢液脱氮在理

论上是可行的.
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含碳锰矿团块及铬矿团块还原

过程的检测和研究方法
?

摘要 本文介绍了含碳锰矿团块和铬矿团块还原过程中还原率的在线

检测方法.通过化学物相分析可分别测出金属还原率和金属化率，矿相和结

构研究可揭示铬、锰矿团块还原过程的进展程度及反应机制.简介了团块内

部气孔特性的测定及全方位信息在固相还原研究中的重要性.

图 1 石英弹簧式热天平

1 还原率的在线检测

铁矿团块还原过程的实验室

研究大都采用热天平作为测定还

原率的手段，这种方法也被用于研

究铬矿团块的还原过程. 但是，将

它用于锰矿团块的还原过程研究，

则由于锰的蒸发会造成较大的

误差.

老式的热天平需用 kg 级的

团块进行试验. 这一方法的改进

之一是使用石英弹簧，见图 1［1］，

借此，只需 g 级的团块就可做试

验了，测定误差自然有明显减小.

更重要的是，即使试验的气压条

 本文合作者：蒋国昌、徐建伦 . 原发表于《铁合金》，（2），27 ～ 29；19（1990）
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件改变，测定也可连续地进行
［2］. 目前，先进的热天平之灵敏度可达

10 - 5 g的水平，但其准确率却还只限于 0. 1%［3］. 除了设备固有的误差因

素外，还原时团块内结晶水和挥发分的析出也可能是一个重要的误差

起因.

除了热天平之外，逸出气体分析法是另一类在线检测技术.因为要在分

离逸出气体的组成之后才作计量，所以试样中结晶水等的析出一般不致有大

的影响.这一类测定又可分为两种方法.

一种是直接测量气相组元的浓度，再辅以气体流量的计测就可转换成

图 2 TCD法测还原率

1. 压力调节器 2. 压力表
3. 大流量控制阀 4. 气体净化装置
5. 反应容器 6. 试样
7. 捕集器 8. 热传导测试仪
9. 铁片 10. 磁铁

11. 炉子 12. 热电偶
13. 温度调节器 14. 记录仪
15. 薄膜测量仪

mol累计量.红外吸收、气相色谱以

及质谱等都属这一系列.例如，日本

曾报道过在铁矿还原研究中应用四

重极型气相质谱仪作在线检测
［4］，

除了 CO 及 CO2 外，还可测定 H2、

H2 O、CH4、C2 H2 和Ar，每隔 3 秒测

定一次，准确度在 2%以内.红外吸

收法的准确度也不相上下，其浓度

读数的误差约为 ± 0. 1% . 若逸出

气体的组成不复杂，则仅使用色谱

仪中的部件———热传导检测器

（TCD）作在线检测也是可以的，见

图 2［5］，但其测定值的标定较为

麻烦.

第二种是气体吸收法.如用 KOH 水溶液吸收 CO2，借 pH 值的变化来记

图 3 气体吸收法测还原率试验装置

录 CO2 的 mol 量（nCO2
）就是一

例，见图 3.这是一个比较易行且

经济的方法. 但要得到精确的测

定，尚需解决如下矛盾. 首先，所

用的吸收液必须能充分吸收

CO2 . KOH 水溶液是熟知的 CO2

吸收液，它与 CO2 反应的平衡常

数足够大，但是反应进行得不快.

提高 KOH 水溶液的起始 pH 值是促进反应加快之一策. 但 pH 值大于 12

后，% KOH与 pH值之间已呈非线性关系，并且起始的 pH值越大则相应于相
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等的 nCO2
之 ΔpH就越小，此时 pH值的读数就会有较大的误差.

这一矛盾可从以下几方面来解决：

① 若试验中 pH值大于 12，则先绘出 % KOH和 pH之间的标准曲线，而

且每换一次电极标准曲线应重新作一次；

② 按照库仑法，在 CO2 输入吸收瓶时同步地输入等 mol 量的

（OH -），使测定过程中吸收液的 pH 值保持不变，借所耗电量计算相应

的 nCO2

［6］；

③ 利用催化剂加快 KOH水溶液与 CO2 的反应，另外改变吸收瓶中的温

度和压力条件也可显著加快吸收速度
［7］，这样吸收液的起始 pH值可望适当

减小；

④ 与 KOH水溶液相比，乙醇胺水溶液吸收 CO2 的速度相当快
［7］，并且

对应相同的 CO2 吸收量，它的 ΔpH较大.

另一个矛盾是，若吸收瓶中液面较低，则气泡滞留时间不足，从而影

响吸收率. 增高液面则需要加强团块还原用电阻炉的密封；在吸收瓶中

加设挡板以阻拦快速上升的气泡，则吸收液的循环流动也会受阻，因而

测定会出现滞后. 所以吸收瓶结构的设计也是十分重要的. 根据化学反

应工程学的原理可以预料，使吸收液呈微小的液滴逆向通过气相是最有

效的吸收途径.

由于气体吸收法是直接测定 mol累计量，所以从还原过程的在线检测来

看，这可能发展成为测定误差较小的一种方法.

作者在研究固相还原的过程中，应用和改进了气体吸收法，并用碳酸盐

分解法对测定值作了校正.

2 化学物相分析法

团块在还原中一般总包含高价氧化物到低价氧化物的转变及低价氧

化物继续被还原成金属或碳化物两个过程. 所以还原率（失氧率）与金属

化率是两个不同的概念. 应用前节介绍的在线检测方法只能测得还原

率. 要区分还原率和金属化率就只能依靠化学物相分析法.

日本和我国对铬矿团块的化学物相分离研究均已成功，据报道其误差约

为 1%［8］.关于锰矿团块，湖南省冶金材料研究所已能在锰矿含铁量为5% ～
20%的条件下测出还原过程中的总锰量、MnO及金属化（包括碳化物）的锰

量之变化，并提出了试样制备的规程.
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3 预还原团块的矿相和结构研究

无论是铁矿还是锰矿、铬矿团块的还原研究论文，近年来都或多或少地

包含有矿相及结构研究的成果.除了传统的光性矿物学方法外，扫描电镜、电

子探针、X光衍射和图像分析等现代测试仪器都得到了广泛应用.目前最先

进的则是利用扫描电镜直接观察铁矿的还原
［9］.

矿相及结构研究之所以重要，是因为如下一些为揭示还原过程进展程度

及反应机制的信息只能依赖这些研究来提供.

（1）反应析出相（金属相、碳化物相）的特征———开始形核的条件，核心

出现的位置，它们的形状、粒度、分布及成分的变化
［10 ～ 13］.

（2）氧化物相结构和组成的变化特征———气孔及龟裂的发展、膨胀现

象、元素的迁移及局部富集、低熔点相的出现、反应阻挡层的形成
［14 ～ 20］.

（3）碳粒和其他相的接触状态，碳粒消失的条件.

4 团块内部气孔特征的测定

在显微镜下固然可以观察到一些团块内部气孔的特征，然而仅仅这些信

息还不足以揭示反应规律.问题在于气孔按其半径的分布对气 固反应有决

定性的影响
［21］.这是在铁矿及其团块的还原研究中业已证实的结论.气孔按

其半径的分布及其分布规律在还原过程中的变化都应该依靠汞压入法来

测定.

在锰矿和铬矿含碳团块的还原过程中，气 固反应究竟有多大作用仍是

有争议的问题.无疑，查明还原速率等和小气孔表面积之间的关系可望有助

于最后解决该争论.

5 全方位信息在固相还原研究中的重要性

一般来说固相还原反应的研究要比研究熔体之间的反应更为复杂.原因

在于反应发展的不均衡性，仅仅一种方法不可能提供足够的信息.气体吸收

法虽能记录还原过程释放出来的 CO2（CO）之 mol 量，但必须同时依靠 X光

衍射测出原始矿相组成之后才可能计算还原率.所以，为了揭示固相还原的

进展程度和反应机制，必须将各种测试及研究相互配合，力求取得全方位的
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信息.
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含碳铬矿团块和锰矿团块

还原过程的催化
?

摘要 综述了含碳铬矿团块和锰矿团块还原过程催化的研究成果.添

加 Na2 B4 O7 等催化剂能促进铬矿团块的还原.其催化机理的主要观点是催

化剂的加入促进了 Boudouard反应的进行和改善了气相、固相的扩散条件.

在矿的固相还原领域里，应用催化的方法促进过程动力学是近年来的一

个重要动向.无论是铬矿、铁矿乃至 SiO2 的还原
［1］，均已有人作了专门的催

图 1 1 200� 下加入 1%催化剂对

苏联铬矿还原率的影响

化研究.

1 含碳铬矿团块还原过程的催化

片山博等研究了 Na2 B4 O7、NaF、

Na2 CO3、 NaCl、 CaB4 O7、 B2 O3、 CaF2、

CaCl2 及 K2 CO3 对铬矿还原的促进作

用
［2］.图 1 表明，1 200� 下未加催化剂的

苏联铬矿只有不足 50%的还原率，而加入

1% Na2B4O7 的 还 原 率 接 近 90% . 在

1 300� 下这个规律也已得到证实.因此，这

一试验表明使用催化剂可带来直接的经济

效益.目前，用回转窑等生产含碳铬矿团块

时还原温度一般要求大于1 300� ，加入催

 本文合作者：蒋国昌、徐建伦.原发表于《铁合金》，（1），4 ～ 8（1990）
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化剂则可望在较低温度下得到相同的还原率，这样可降低能耗.另外，目前用回

转窑等生产的团块其还原率只有 50%，原矿中的 Mg（Cr0. 8 Al0. 4）2O4 多数未还

原，加入催化剂可促进此矿相的还原反应（见图 2和图 3）.

图 2 加入 CaB4 O7 对 Cr2 O3 及各种合成铬铁矿矿相还原率的影响

图 3 在二段加入方式条件下加入 1% Na2B4O7

对铬铁矿相（由苏联铬矿分离而得）还原的

影响

图 4 铬矿还原的催化试验

片山博对催化剂曾做过初步的优选工作.他们认为加 Na2 B4 O7 最有效，

并且只需加入 1% ～ 2%即可.但不同的催化剂有不同的规律，如 1 200� 下加

1% CaB4 O7 也很有效，然而 1 250� 下加 2%以上的 CaB4 O7 则反而起阻碍作

用.

可惜的是所添加的硼酸盐本身也有所还原，而钢中允许的硼含量仅在微
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量范围内，超越此限度则钢的脆性大增，因此工业生产中用硼酸盐作催化剂

将会令人忧虑. 为此，作者建议考虑 B. Sundelin 以 BaO、CaF2 和 Na2 CO3 +

NaCl进行的催化试验结果［3］，图 4 表明 BaO是一种有效的催化剂.此外，作

者还曾比较过 KCl 等化合物的催化作用，试验表明 KCl 的效果可能优于

Na2 B4 O7
［4］.

实际上，制团时加入的粘结剂和熔剂也起着某种催化作用，即从催化的

概念考虑，球团的渣性也是一个需要研究的课题，而且用于矿热炉的球团其

渣性可能与用于高炉或直接合金化的有所区别.

2 含碳锰矿团块还原过程的催化

锰矿团块还原过程的催化应从其渣性的调整着手. 因为天然锰矿大

都是酸性的，锰在其中的活度很低. 当然渣系的调整也可在转炉或电弧

炉等终还原反应器里进行，但从使用高碱度铁烧结矿可以明显改善高炉

炼铁的技术经济指标的事实不难看出，渣性的调整应在预还原过程中完

成. 从这个意义上说，固相还原中的催化对尔后的熔融还原过程并非没

有作用.

根据我国高炉冶炼锰铁的经验
［5］，可以认为调整渣性的基本要求是

CaO/SiO2 = 1. 5，且 MgO为 8% ～ 12% .还应指出，这一调整对球团的强度也

是有利的. К. Г. Сорокин等［8］
和М. И. Громов等［7］

的观点与此是相吻合的.

用盐类促进含碳锰矿团块还原过程的研究是有意义的. 目前，即使加

了碳的锰矿团块（工业产品）的还原也只能进行到生成 MnO 的状况，这

可望通过加入某种盐类而得到改善. 只是这一研究现在仅在起步阶段，

所以需要引用铁矿固相还原中的催化研究作为借鉴.

碱金属和碱土金属对铁矿的固相还原有促进作用，这是早为冶金界

了解的事实，但主动地利用这种作用则是近年来的进展. 这些工作集中

于钾盐和钠盐的应用. 试验表明，钾盐和钠盐可以多种方法加入团块. 将

它们的蒸汽引入反应器，事先用其水溶液浸渍碳粉或矿粉等均能有效地

催化还原. 究竟是由 Fe2 O3 到 Fe 的各个阶段都被加速了呢，还是仅某些

或某个阶段被促进，目前各家的观点尚不统一. 因为其催化作用的强弱

很可能还与别的工艺因素（还原温度、矿石的煅烧处理、反应器内的总气

压等）有关.

考察铁矿团块还原的催化研究还可得到另一个重要的启示，即钠盐和钾
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盐的存在会导致异常膨胀，团块的强度甚至可能因此而损失殆尽.幸运的是

钠盐、钾盐对强度的影响很可能会因原矿中的脉石量的增加而减弱.如 З. И.

Некрасов等指出铁矿球团若含脉石 10%左右，则加入 Na、K盐时球团强度

反而会增加
［8］.而锰矿的脉石量一般远大于 10%，所以加入 Na、K盐对含碳

锰矿团块强度的威胁应该较小.

3 催化剂的作用机制

碱金属、碱土金属对铁矿固相还原的催化，曾用这些添加剂会引起 Fe-O

晶格畸变来解释，并认为添加剂的离子半径愈大则催化作用愈强. Ba + +
和

K +
的试用即由此而来.

然而这并不是一个得到公认的观点.如 Y. K. Rao等指出，除非长时间地

加热无碳的铁矿和碱金属盐之混合物，否则不会有可观的碱金属离子渗入铁

氧化物晶格中去.

另一种较流行的观点是碱金属主要通过促进 Boudouard 反应而起作用.

Y. K. Rao等［9］
也持此看法.并且认为实际反应为如下三个步骤：

K2 CO3（s，l） + 2C（s ） 2K（g） + 3CO（g）

2K（g） + CO2（g ） K2 O（s，l） + CO（g）

K2 O（s，l） + CO2（g ） K2 CO3（s，l）

毕学工等
［10］
做过一个有趣的试验.他们用 K和 CO的混合气体还原无

内配碳的铁矿矿块（尺寸为 10 ～ 20 mm），发现 K有明显的催化作用.显然这

个作用与 Boudouard反应无关.该试验发现了两个重要的事实：一是还原后

的矿块内直到其芯部均检出有 K存在，或者是进入氧化铁的晶格内或者与

脉石作用形成渣相，З. И. Некрасов 等和 T. Elkasabgy［11］
也有类似的发现.二

是混合气体含 K愈多，则还原后矿块内就有更多的碳黑出现，他们认为这是

反应

2K（g） + 3CO（g ） K2 CO3（l） + 2C（s）

的结果.因为矿相分析检出了 K2 CO3，所以证实此反应存在是可靠的.由这两

个试验结果可以认为：K领先渗入铁矿矿块，再通过碳沉积反应将碳黑输送

到“反应地点”. K的催化作用可能就是这样实现的.

中川大等
［12］
和 H. Itaya等［13］

的观点与毕学工等的观点接近，也认为是
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促进气相扩散之故.因为他们发现加有催化剂时矿块气孔率增加很多.

中川大等还观察到加有催化剂时析出相的形态与无催化剂时不同，片山

博等在铬的还原催化研究中也有类似的发现.他们指出催化剂加入量增大时

矿相结构的特征有明显变化.如在加入 5% Na2 B4 O7 的条件下，自始至终只

在“铬铁矿”粒子的外缘有金属相析出，并且它特别粗大，而矿粒芯部却几乎

观察不到金属相（本文作者曾观察到相同的现象
［14］）.以 MgO-Al2 O3 为主要

成分的“反应阻挡层”也出现于不同的部位，且最终移到矿粒芯部（图 5）.据

此，片山博等认为 Na2 B4 O7 能催化MgO-Cr2 O3 还原的原因之一是固相扩散得

到促进.

图 5 伊朗铬矿加催化剂还原后的 EPMA线扫描

新日铁在研究铬矿熔融还原时也曾确认 MgO-Al2 O3 阻挡还原的作

用
［15］.可见在含碳铬、锰团块中加入催化剂对终还原过程也有潜在的促进作

用.充分利用团块固相还原过程调整其化学组成和矿相结构，应该看作是该

过程的主要任务之一 .
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1 Ｔｈｅ Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ Ｉｎｓｔａｌｌａｔｉｏｎ ａｎｄ Ｍｅｔｈｏｄ

Ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｉｎｓｔａｌｌａｔｉｏｎ ｉｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 1． Ｉｎ ｅｖｅｒｙ ｓｍａｌｌ ｇｒａｐｈｉｔｅ ｃｒｕ
ｃｉｂｌｅ ｔｈｅｒｅ ｗｅｒｅ 6 ｇ ｐｒｅｍｅｌｔｅｄ ｓｌａｇ，ｗｈｉｃｈ ｗａｓ ｍａｄｅ ｏｆ ｐｕｒｅ ｃｈｅｍｉｃａｌ ｍａｔｅｒｉ
ａｌｓ． Ａｆｔｅｒ ｔｈｅ ｆｕｒｎａｃｅ ｗａｓ ｓｅａｌｅｄ，ｔｈｅ ｃｒｕｃｉｂｌｅｓ ｗｅｒｅ ｈｅａｔｅｄ ｕｎｄｅｒ Ａｒ． Ｗｈｅｎ ｔｈｅ
ｇｉｖｅｎ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｗａｓ ｒｅａｃｈｅｄ，ａ ｐｒｅｄｅｏｘｉｄｉｚｅｄ ａｎｄ ｄｒｉｅｄ ＣＯＮ2 ｍｉｘｔｕｒｅ ｗａｓ
ｕｓｅｄ，ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｏｆ ｗｈｉｃｈ ｉｓ ＸＣＯ = 0. 4，ＸＮ2

= 0. 6． Ｔｈｅｎ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｓｔａｒ
ｔｅｄ，ａｎｄ ｆｏｒ ｅｖｅｒｙ ｏｎｅ ｈｏｕｒ ｏｎｅ ｃｒｕｃｉｂｌｅ ｗａｓ ｔａｋｅｎ ｏｕｔ ｆｒｏｍ ｆｕｒｎａｃｅ． Ｔｈｅ ｎｉｔｒｏ
ｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｉｎ ｓｌａｇ ｗａｓ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｂｙ ｍｅａｎｓ ｏｆ Ｋｊｅｌｄａｈｌ ｍｅｔｈｏｄ． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ ｉｎ
ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ｏｎｌｙ（Ｎ3 -）ｉｓ ｉｎｖｏｌｖｅｄ．

1. Ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｒ
2. Ｇｒａｐｈｉｔｅ ｈｅａｔｅｒ
3. Ｂｏｔｔｏｍ ｓｅａｌｉｎｇ ｄｅｖｉｃｅ
4. Ｔｈｅｒｍｏｃｏｕｐｌｅ
5. Ｇａｓ ｏｕｔｌｅｔ
6. Ｃｒｕｃｉｂｌｅ ｆｏｒ ｐｒｏｔｅｃｔｉｏｎ
7. Ｓｍａｌｌ ｃｒｕｃｉｂｌｅ
8. Ｔｏｐ ｓｅａｌｉｎｇ ｄｅｖｉｃｅ
9. Ｇａｓ ｉｎｌｅｔ

10. Ｏｒｉｆｉｃｅ ｆｏｒ ｏｂｓｅｒｖａｔｉｏｎ

Ｆｉｇ． 1 Ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｉｎｓｔａｌｌａｔｉｏｎ

2 Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ Ｒｅｓｕｌｔｓ

2. 1 Ｔｈｅ Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ Ｇａｓ Ｆｌｏｗ

Ｆｏｒ ａｃｑｕｉｒｉｎｇ ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｇａｓ ｆｌｏｗ ｒａｔｅ ｊｕｓｔ ａｌｏｎｇ ｓｌａｇ ｓｕｒｆａｃｅ，ａｎ ｅｘ
ｐｅｒｉｍｅｎｔ ｉｎｖｏｌｖｉｎｇ 40% CaO-20% Al2 O3 -40% SiO2 ｓｌａｇ ａｎｄ ｖａｒｉｏｕｓ ｇａｓ ｆｌｏｗ
ｗａｓ ｃａｒｒｉｅｄ ｏｕｔ．

Ｆｉｇ． 2 ｓｈｏｗｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｒａｔｅ ｕｎｄｅｒ 1 550℃ ｉｓ ａ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｅｖｅｎ ｔｈｅ
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Ｆｉｇ． 2 Ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｇａｓ ｆｌｏｗ ｏｎ ｎｉｔｒｏｇｅｎ
ｐｉｃｋｕｐ ｏｆ ｓｌａｇ（40% CaO-40%
SiO2-20% Al2O3）

ｇａｓ ｆｌｏｗ ｉｓ ｃｈａｎｇｅｄ ｆｒｏｍ 4 ｃｍ3 ／ ｓ ｔｏ 8

ｃｍ3 ／ ｓ．

d（Δ% N）
dt

= k （1）

Ｔｏｓｈｉｏ Ｓｈｉｍｍｏ ｅｔ ａｌ ．［1］ ｒａｎ ａ
ｓｉｍｉｌａｒ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｗｉｔｈ 5 0 % C a O -

50% Al2 O3 . Ｔｈｅ ｐｕｒｅ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｇａｓ
ｆｌｏｗ ｗａｓ ｖａｒｉｅｄ ｉｎ 4 33 ｃｍ3 ／ ｓ． Ｔｈｅｙ
ｃｌａｉｍｅｄ ｔｏ ｆｉｎｄ ａｎ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｇａｓ
ｆｌｏｗ ｏｎ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｏｆ ｓｌａｇ ｅｖｅｎ
ｔｈｅ ｇａｓ ｆｌｏｗ ｉｓ ｌｉｍｉｔｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｒａｎｇｅ ｏｆ

4 8 ｃｍ3 ／ ｓ． Ｏｆ ｃｏｕｒｓｅ，ｔｈｉｓ ｉｓ ａ ｃｏｍｐｌｅｔｅｌｙ ｃｏｎｔｒａｄｉｃｔ ｒｅｓｕｌｔ． Ｔｈｉｓ ｍａｙ ｂｅ
ｃａｕｓｅｄ ｂｙ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ａｒｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ． Ａｍｏｎｇ ｓｅｖｅｒａｌ ｆａｃｔｏｒｓ，
ｐｅｒｈａｐｓ ｔｈｅ ｍｏｓｔ ｓｉｇｎｉｆｉｃａｎｔ ｏｎｅ ｉｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｎｏｚｚｌｅ ｆｏｒ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｂｌｏｗ ｗａｓ ｆａｓｔｅｎｅｄ
ａｂｏｖｅ ｔｈｅ ｓｌａｇ，ｓｕｒｆａｃｅ ｏｎｌｙ 40 ｍｍ ｂｙ ｔｈｅｍ． Ｉｎ ｔｈａｔ ｃａｓｅ，ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｇａｓ
ｆｌｏｗ ｍｉｇｈｔ ｃａｕｓｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｉｎ ｍｏｌｔｅｎ ｓｌａｇ，ｎｏｔ ｏｎｌｙ ｔｈｅ ｇａｓ ｆｌｏｗ ｒａｔｅ ａ
ｌｏｎｇ ｓｌａｇ ｓｕｒｆａｃｅ ｗａｓ ｃｈａｎｇｅｄ．

Ｆｉｇ． 3 Ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ Ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｎ
ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｏｆ ｓｌａｇ（40%
CaO-40% SiO2 -20% Al2 O3）

2. 2 Ｔｈｅ Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ Ｔｅｍｐｅｒａ

ｔｕｒｅ
Ｕｎｄｅｒ 1 500，1 550，1 600℃，

ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｏｆ ｔｈｅ
ｓｌａｇ ｖｅｒｓｕｓ ｔｉｍｅ ｉｓ ａ ｌｉｎｅ，ａｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ
Ｆｉｇ． 3． Ｆｉｇ． 4 ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｏｆ
ｒａｔｅ ｃｏｎｓｔａｎｔ（ k）ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ
ａｇａｉｎｓｔ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ． Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｉｓ
ｗａｙ，ｔｈｅ ａｃｔｉｖｅ ｅｎｅｒｇｙ ｉｓ 180 ｋＪ ／ ｍｏｌ．
Ｔｈｉｓ ｖａｌｕｅ ｉｓ ａｌｍｏｓｔ ｅｑｕａｌ ｔｏ ｔｈａｔ ｏｆ
Ｓｈｉｍｍｏ ｅｔ ａｌ． Ｉｎ ｆａｃｔ，ｔｈｉｓ ｖａｌｕｅ ｌｏ
ｃａｔｅｓ ｉｎ ｔｈｅ ｄｉｆｆｕｓｉｏｎ ａｃｔｉｖｅ ｅｎｅｒｇｙ
ｒａｎｇｅ ｏｆ ｓｌａｇ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔｓ［2］．
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Ｆｉｇ． 4 Ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｎ ｒａｔｅ
ｃｏｎｓｔａｎｔ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｏｆ ｓｌａｇ

Ｆｉｇ． 5 Ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｓｌａｇ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ
ｏｎ ｉｔｓ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ

2. 3 Ｔｈｅ Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ Ｓｌａｇ Ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ

Ｆｉｇ． 5 ｉｓ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｏｆ ｓｌａｇ ｗｉｔｈ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ
ｕｎｄｅｒ 1 550℃． Ｉｔ ｉｓ ｃｌｅａｒ ｔｈａｔ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｒａｔｉｏ ｉｓ ａ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｉｎ ｅｖｅｒｙ ｃａｓｅ．
Ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｌａｇ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｃｏｍｅｓ ｆｒｏｍ ｔｗｏ ａｓｐｅｃｔｓ． Ｏｎｅ ｉｓ ｔｈｅ
ｃｈａｎｇｅ ｏｆ ｓｌａｇ ｖｉｓｃｏｓｉｔｙ． Ｆｉｇ． 6 ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｖｉｓｃｏｓｉｔｙ ｕｎｄｅｒ 1 800℃ ｏｆ ｔｈｅ
ｔｈｒｅｅ ｓｌａｇｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 5 ｇｅｔｓ ａ ｌｉｎｅａｒ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ ｎｉｔｒｏ
ｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｒａｔｅ． Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ｈｏｗｅｖｅｒ，ｔｈｅ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｃａｐａｃｉｔｙ ｄｏｅｓ ｎｏｔ
ｃｏｎｃｅｒｎ ｔｈｅ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｒａｔｅ ｒｅａｓｏｎａｂｌｙ．

Ｆｉｇ． 6 Ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｓｌａｇ ｖｉｓｃｏｓｉｔｙ
ｏｎ ｒａｔｅ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ
ｐｉｃｋｕｐ ｏｆ ｓｌａｇ

Ｆｉｇ． 7 Ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ａｒｅａ ｏｎ
ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｏｆ ｓｌａｇ（40% CaO-
40% SiO2 -20% Al2 O3）
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2. 4 Ｔｈｅ Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ Ｉｎｔｅｒｆａｃｅ Ａｒｅａ

Ｕｎｄｅｒ 1 550℃，ｉｆ ｔｈｅ ｓｌａｇ ａｍｏｕｎｔ ｉｓ ｋｅｐｔ ｕｎｃｈａｎｇｅａｂｌｅ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｎｉ
ｔｒｏｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｉｎ ｓｌａｇ ｃａｕｓｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｃｈａｎｇｉｎｇ ｏｆ ｇａｓｓｌａｇ ｉｎｔｅｒｆａｃｉａｌ ａｒｅａ ｉｓ
ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 7． Ｉｔ ｉｓ ｎｏｔｉｃｅｄ ｔｈａｔ，ｔｈｅ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｒａｔｅ ｉｓ ｎｏｔ ｉｎ
ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｔｏ ｔｈａｔ ｏｆ ｉｎｔｅｒｆａｃｉａｌ ａｒｅａ． Ｓｈｉｍｍｏ ｅｔ ａｌ． ｓｔｕｄｉｅｄ ｔｈｅ ｓａｍｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ
ｕｎｄｅｒ 1 550℃ ｗｉｔｈ 40% CaO-40% SiO2 -20% Al2 O3 ａｎｄ ｇｏｔ ａ ｎｏｎｌｉｎｅａｒ ｒｅｌａｔｉｏｎ
ｔｏｏ［1］．

3 Ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ

Ｉｔ ｗａｓ ｐｏｉｎｔｅｄ ｏｕｔ ｂｙ ｔｈｅ ａｕｔｈｏｒｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｄｅｓｏｌｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ
ｆｒｏｍ ａｔｏｍｏｓｐｈｅｒｅ ｉｎ ｍｏｌｔｅｎ ｓｌａｇ ｉｓ：

1 /2N2 + 3 /2（Ob） =（Nb）+ 3 /4O2 （2）

Ｈｅｒｅ，Ｏｂ，Ｎｂ，ｄｅｎｏｔｅ ｂｒｉｄｇｉｎｇ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｄ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ．
Ｓｈｉｍｍｏ ｅｔ ａｌ． ｃｌａｉｍｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｒａｔｅ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｓｔｅｐ ｉｓ ｔｈｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ．

Ａｓ ｗｅｌｌ ｋｎｏｗｎ，ｔｏ ｊｕｄｇｅ ｗｈｅｔｈｅｒ ｔｈｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｓ ａ ｒａｔｅ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｓｔｅｐ，
ｔｈｅ ｂｅｓｔ ｗａｙ ｉｓ ｔｏ ｍｅａｓｕｒｅ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｒａｔｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ
ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ａｒｅａ． Ａｓ ａｆｏｒｅｍｅｎｔｉｏｎｅｄ，ｏｕｒ ｒｅｓｕｌｔ ａｎｄ ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔ ｏｆ Ｓｈｉｍｍｏ ｅｔ ａｌ．
ｂｏｔｈ ｉｎｄｉｃａｔｅ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎｓ ａｒｅ ｎｏｔ ｉｎ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ． Ｓｏ ｔｈｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｃａｎ
ｎｏｔ ｂｅ ｔｈｅ ｒａｔｅ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｓｔｅｐ．

Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｏｕｒ ｒｅｓｕｌｔｓ ｔｈｅ ｒａｔｅ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｓｔｅｐ ｉｓ ｍａｓｓ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｉｎｓｉｄｅ ｓｌａｇ．
Ｔｈｉｓ ｉｓ ｂｅｃａｕｓｅ：
（1）Ｔｈｅ ａｃｔｉｖｅ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｆａｌｌｓ ｏｎ ｔｈｅ ｄｉｆｆｕｓｉｏｎ ａｃｔｉｖｅ ｅｎｅｒ

ｇｙ ｌｅｖｅｌ ｏｆ ｓｌａｇ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ．
（2）Ｔｈｅ ｒａｔｅ ｉｓ ｓｔｒｏｎｇｌｙ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅｄ ｂｙ ｓｌａｇ ｖｉｓｃｏｓｉｔｙ．
Ｓｈｉｍｍｏ ｅｔ ａｌ． ｒａｎ ａｎ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ａｂｏｕｔ ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ ｓｔｉｒｒｉｎｇ

ｏｎ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｒａｔｅ，ａｎｄ ｆｏｕｎｄ ｔｈｅｒｅ ｗａｓ ａｎ ｏｂｖｉｏｕｓ ｅｆｆｅｃｔ． Ｎｏｔｗｉｔｈｓｔａｎｄ
ｉｎｇ，ｔｈｉｓ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｗａｓ ｒｕｎ ｕｎｄｅｒ ａ ｇａｓ ｆｌｏｗ ｏｆ 33 ｃｍ ／ ｓ． Ａｓ ｔｈｅ ｍａｔｔｅｒ ｏｆ
ｆａｃｔ，ｉｎ ｔｈｉｓ ｃａｓｅ ｔｈｅ ｍｏｌｔｅｎ ｓｌａｇ ｇｏｔ ａ ｓｕｆｆｉｃｉｅｎｔ ａｇｉｔａｔｉｏｎ ｅｖｅｎ ｔｈｅｒｅ ｗａｓ ｎｏ ａｎｙ
ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ ｓｔｉｒｒｉｎｇ．

Ｉｆ ｔｈｅ ｒａｔｅ ｉｓ ｌｉｍｉｔｅｄ ｂｙ ｍａｓｓ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｉｎｓｉｄｅ ｔｈｅ ｍｏｌｔｅｎ ｓｌａｇ，ｔｈｅｎ
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d（Δ% N）
dt

= k'［（% N） -（% N）］ （3）

Ｏｗｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｆａｃｔ ｔｈａｔ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｓ ｎｏｔ ｔｈｅ ｒａｔｅ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｓｔｅｐ，

Ｆｉｇ． 8 Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ
ｃｏｎｔｅｎｔ ｉｎ ｓｌａｇ ｖｅｒｓｕｓ
ｒｅａｃｔｉｏｎ ｔｉｍｅ

（% N）， ｔｈｅ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｏｆ ｓｌａｇ
ａｌｏｎｇ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｃａｎ ｂｅ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ａｓ ａ ｃｏｎ
ｓｔａｎｔ． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 8 ｉｓ
ａｃｑｕｉｒｅｄ． Ａｎｄ Ｆｉｇ． 1 7 ａｒｅ ａｌｌ ｔｈｅ ｔｈｅ ｉｎｉ
ｔｉａｌ ｐｅｒｉｏｄｓ ｏｆ Ｆｉｇ． 8 ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｃｏｎｄｉ
ｔｉｏｎｓ．

Ａｄｏｐｔｉｎｇ Ｅｑ．（3）ａｎｄ k' =（A/V）K，

ｉｔ ｉｓ ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｔｏ ｃａｌｃｕｌａｔｅ ｔｈｅ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｍａｓｓ
ｔｒａｎｓｆｅｒ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ． Ｉｎ ｔｈｉｓ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ，
（% N）ｃａｎ ｂｅ ａｃｑｕｉｒｅｄ ｂｙ ｍｅａｎｓ ｏｆ ｔｈｅ
ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｅｑｕａｔｉｏｎ［5］．

lg（% N）
P

3
4

O2

P
1
2

N2

= - 11. 51 lgΛ -
22 135

T
- 2. 14 （4）

Ｈｅｒｅ，Λ ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ． Ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｒｅｓｕｌｔｓ ｆｏｒ ｔｈｉｓ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ
ｉｓ ｓｈｏｗｎ ａｓ ｆｏｌｌｏｗｓ：

Ｓｌａｇ ＣａＯ ＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ ＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ ＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3

Ｃｏｐｏｓｉｔｉｏｎ 50 40 10 40 40 20 30 50 20

ＴＫ 2 823 1 773 1 823 1 873 1 823

Ｋ × 10 - 5

（ｃｍ ／ ｓ）
3. 19 1. 81 1. 97 2. 27 0. 78

4 Ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎ

Ｔｈｅ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｐｒｏｃｅｓｓ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｓｌａｇ ｆｒｏｍ ａｔｍｏｓｐｈｅｒｅ ｏｆ 40% CO +

60% N2 ｉｓ ｌｉｍｉｔｅｄ ｂｙ ｍａｓｓ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｉｎ ｓｌａｇ． Ｔｈｅ ａｃｔｉｖｅ ｅｎｅｒｇｙ ｉｓ 180 ｋＪ ／ ｍｏｌ．
Ｔｈｅ ｍａｓｓ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｉｓ（0. 78 - 3. 19）× 10 - 5 cm/s.
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Ｒｅｆｅｒｅｎｃｅｓ

［1 ］ Ｓｈｉｍｍｏ ｅｔ ａｌ．，Ｊ ｏｆ ＪＩＭ 1972，36（8），728 733

［2 ］ Ｈａｎ Ｑｉｙｏｎｇ，Ｋｉｎｅｔｉｃｓ ｏｆ Ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ Ｐｒｏｃｅｓｓ． Ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ Ｉｎｄｕｓｔｒｙ Ｐｕｂｌｉｓｈｅｒ，1983，

253

［3 ］ Ｃｈｅｎ Ｊｉａｘｉａｎｇ，Ｔｈｅ Ｈａｎｄｂｏｏｋ ｏｆ Ｆｒｅｑｕｅｎｔｌｙ Ｕｓｅｄ Ｄｉａｇｒａｍ，Ｔａｂｌｅ Ａｎｄ Ｄａｔａ ｆｏｒ Ｓｔｅｅｌ
ｍａｋｉｎｇ，Ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ Ｉｎｄｕｓｔｒｙ Ｐｕｂｌｉｓｈｅｒ，1984，204

［4 ］ Ｊｉａｎｇ Ｇｕｏｃｈａｎｇ ｅｔ ａｌ．，Ａ Ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ ｏｎ Ｂａｓｉｃｉｔｙ ｏｆ ＣａＯＳｉＯ2 ａｎｄ ＣａＯＡｌ2Ｏ3 Ｂｉｎａｒｙ
Ｓｙｓｔｅｍｓ Ｂａｓｅｄ ｏｎ Ｂｏｎｄｉｎｇ Ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ

［5 ］ Ｌｉｎ Ｔｉａｎ Ｙｉｎ，Ｍａｓｔｅｒ Ｔｈｅｓｉｓ ｏｆ ＳＵＴ，1990
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Ａ Ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ ｏｎ Ｂａｓｉｃｉｔｙ ｏｆ
ＣａＯＳｉＯ2 ＆ ＣａＯＡｌ2 Ｏ3 Ｂｉｎａｒｙ

Ｓｙｓｔｅｍｓ Ｂａｓｅｄ ｏｎ Ｂｏｎｄｉｎｇ Ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ?

Ａｂｓｔｒａｃｔ Ａ ｍｏｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｂｏｎｄｉｎｇ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ
ｉｓ ｄｅｖｅｌｏｐｅｄ ｉｎ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ． Ｔｈｅ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｓ ｄｅｆｉｎｅｄ ａｓ

B = BijXij

Ｈｅｒｅ，Ｘｉｊ ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ｍｏｌｆｒａｃｔｉｏｎ ｏｆ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｉｏｎ ｉｎ ｂｏｎｄ（ｉ—Ｏ—ｊ）． Ｂｉｊ ｄｅ
ｎｏｔｅｓ ｉｔｓ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ．

Ａ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｍｏｄｅｌ ｉｓ ｄｅｖｅｌｏｐｅｄ ｔｏ ｃａｌｃｕｌａｔｅ Ｘｉｊ ｉｎ ｔｈｅ ｗｈｏｌｅ ｌｉｑｕｉｄ
ｒｅｇｉｏｎ． Ｓｏｍｅ ＸＰＳ ａｎｄ ＲａｍａｎＳｐｅｃｔｒｏｓｃｏｐｙ ｒｅｓｕｌｔｓ ａｇｒｅｅ ｗｉｔｈ ｔｈｉｓ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ
ｖｅｒｙ ｗｅｌｌ．

Ｉｎ ｔｈｅ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ，ＢｉｊＸｉｊ ｉｓ ｊｕｓｔ ｔｈｅ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｔｈａｔ ｂｏｎｄ． Ｓｏｍｅ ｌｉｎｅａｒ ｒｅｇ
ｕｌａｒｉｔｉｅｓ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅｍ ｗｅｒｅ ｄｅｄｕｃｅｄ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌｌｙ． Ａｎｄ ｔｈｅ ａｇｒｅｅｍｅｎｔｓ ｗｉｔｈ ｔｈｅ
ｄａｔａ ｐｕｂｌｉｓｈｅｄ ｉｎ ｌｉｔｅｒａｔｕｒｅｓ ａｌｌ ａｒｅ ｇｏｏｄ．

Ａ ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ ｏｎ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｉｎ ＣａＯＳｉＯ2 ｉｓ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ｐｕｒｓｕａｎｔｉｎｇ ｔｏ
ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ． Ｔｈｅ ｓｕｌｐｈｕｒ ｉｎ ｓｌａｇ ｂｅｈａｖｅｓ ｉｎ ｔｗｏ ｓｔａｔｅｓ：（Ｓｉ—Ｓ—Ｃａ）ａｎｄ
（Ｃａ—Ｓ—Ｃａ）． Ａｎ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅｍ ｉｓ ｓｈｏｗｎ ｔｏ ｂｅ ｄｅｃｉｄｅｄ
ｂｙ ｂａｓｉｃｉｔｙ． Ｔｈｉｓ ｃａｎ ｂｅ ｕｓｅｄ ｔｏ ｅｘｐｌａｉｎ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ γＣａＳ ｖｅｒｓｕｓ ｂａｓｉｃｉｔｙ．

Ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｏｆ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｆ Ｈ2Ｏ ｉｎ ＣａＯ—ＳｉＯ2 ｉｓ
ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ．

Ａ ｌｉｎｅａｒ ｒｅｇｕｌａｒｉｔｙ ｂｅｔｗｅｅｎ（Ｂ22Ｘ22）
3 ／ 2 ａｎｄ ｔｈｅ ｒｅｐｏｒｔｅｄ ｃａｐａｃｉｔｙ ｏｆ N3 - ｉｓ

ｆｏｕｎｄ． Ｈｅｒｅ，22 ｉｓ ｕｓｅｄ ｔｏ ｄｅｎｏｔｅ（Ａｌ—Ｏ—Ａｌ）． Ｔｈｉｓ ｒｅｇｕｌａｒｉｔｙ ｐｒｏｖｅｄ ｔｈａｔ

ｔｈｅ Ｎ3 - ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｉｎ ＣａＯＡｌ2Ｏ3 ｉｓ ｊｕｓｔ ｔｈｅ ｏｎｅ ｉｎｓｉｄｅ ｔｈｅ ｂｏｎｄ（Ａｌ—Ｎ—Ａｌ）．

 Ｉｎ ｃｏｌｌａｂｏｒａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ Ｊｉａｎｇ Ｇｕｏｃｈａｎｇ． Ｒｅｐｒｉｎｔｅｄ ｆｒｏｍ Ｐｒｏｃ． 6ｔｈ Ｉｎｔ． Ｉｒｏｎ ＆Ｓｔｅｅｌ Ｃｏｎｇｒ．，
ＩＳＩＪ，Ｏｃｔ． 21 26，1990，Ｎａｇｏｙａ，Ｊａｐａｎ，Ｖｏｌ． 1，ｐｐ． 123 130
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1 Ｔｈｅ Ｃｏｎｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ Ｏｐｔｉｃａｌ Ｂａｓｉｃｉｔｙ ａｎｄ Ｉｔｓ Ｉｎａｄｅｑｕａｃｙ

Ｉｎ ｐｙｒｏｍｅｔａｌｌｕｒｇｙ，ｓｌａｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｓ ｏｎｅ ｏｆ ｔｈｅ ｅｓｓｅｎｔｉａｌ ａｎｄ ｆｒｅｑｕｅｎｔｌｙ ｕｓｅｄ
ｃｏｎｃｅｐｔｓ． Ｓｉｎｃｅ ｌｏｎｇ ｂｅｆｏｒｅ，ｈｏｗｅｖｅｒ，ｉｔ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｏｎｌｙ ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｔｏ ｂｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ
ｗｉｔｈ ｅｍｐｅｒｉｃａｌ ｅｑｕａｔｉｏｎｓ ｄｕｅ ｔｏ ａ ｐｏｏｒ ｋｎｏｗｌｅｄｇｅ ｏｎ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｏｆ ｓｌａｇ．

Ｔｈｅ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｉｎｔｒｏｄｕｃｅｄ ｉｎｔｏ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｙ ｂｙ Ｉ． Ｄ． Ｓｏｍｍｅｒ
ｖｉｌｌｅ ｍａｄｅ ａ ｇｒｅａｔ ｐｒｏｇｒｅｓｓ． Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｉｓ ｃｏｎｃｅｐｔ，ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｓ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ａｓ
ｔｈｅ ｂｉｎｄｉｎｇ ｕｐ ｆｏｒｃｅ ａｃｔｉｎｇ ｕｐｏｎ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｉｏｎ ｉｎ ｓｌａｇ，ａｎｄ ｉｔ ｃａｎ ｂｅ ｄｅｔｅｃｔｅｄ ｂｙ
ｕｓｉｎｇ ｏｆ ｕｌｔｒａｖｉｏｌｅｔ ａｂｓｏｒｐｔｉｏｎ ｓｐｅｃｔｒｕｍ ａｓ ｗｅｌｌ ａｓ ｐｈｏｔｏａｃｏｕｓｔｉｃ ｓｐｅｃｔｒｏｓｃｏ
ｐｙ［1］． Ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｖｉｅｗ ｐｏｉｎｔ ｏｆ ｓｌａｇ ｍｉｃｒｏｓｔｒｕｃｔｕｒｅ，ｔｈｅ ｂｉｎｄｉｎｇ ｕｐ ｆｏｒｃｅ ｄｅｐｅｎｄｓ
ｏｎ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｉｏｎｓ ｐｒｅｓｅｎｔ ｉｎ ｗｈｉｃｈ ｂｏｎｄ ａｎｄ ｈｏｗ ｍｕｃｈ ｔｈｅｙ ａｒｅ． Ｆｏｒ
ｅｘａｍｐｌｅ，ｉｎ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｔｈｅ“ｉｏｎｉｃ ｂｏｎｄ”Ｃａ—Ｏ—Ｃａ ａｎｄ“ｃｏｖａｌｅｎｔ ｂｏｎｄ”
Ｓｉ—Ｏ—Ｓｉ ａｒｅ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ｗｉｔｈ λＣａＯ ａｎｄ λＳｉＯ2

． Ｉｎ ｆａｃｔ，ｉｔ ｗａｓ ｐｒｏｖｅｄ ｔｈｒｏｕｇｈ
ＸＰＳ（ｏｒ ＥＳＣＡ），ＮＭＲ，Ｒａｍａｎ ｓｐｅｃｔｒｕｍ ａｎｄ ｉｎｆｒａｒｅｄ ｅｍｉｓｓｉｏｎ ｓｐｅｃｔｒｕｍ ｔｈａｔ
ｔｈｅ ｂｏｎｄ Ｓｉ—Ｏ—Ｃａ ｅｘｉｓｔｓ ｉｎ ＣａＯＳｉＯ2 ｓｙｓｔｅｍ ｙｅｔ［2］．

Ｂｅｓｉｄｅｓ，ａｌｌ ｏｆ ＳｉＯ2 ｅｘｉｓｔ ａｓ ＳｉＯ
4 -

4
ｏｎｌｙ ｉｎ ｔｈｅ ｒｅｇｉｏｎ ｏｆ ＮＳｉＯ2

< 1 ／ 3． Ｗｈｅｒｅ
ＮＳｉＯ2

> 1 ／ 3，ｍｏｒｅ ｃｏｍｐｌｅｘ Ｓｉ—Ｏ ａｎｉｏｎｓ ｉｎ ｃｈａｉｎ ｏｒ ｒｉｎｇ ａｒｅ ｆｏｒｍｅｄ ｔｈｒｏｕｇｈ
ｐｏｌｙｍｅｒｉｚａｔｉｏｎ． Ｓｅｖｅｒａｌ ｋｉｎｄｓ ｏｆ ｐｏｌｙｍｅｒ ｃａｎ ｂｅ ｆｏｕｎｄ ｉｎ ａ ｓｌａｇ ｗｉｔｈ ａ ｇｉｖｅｎ
ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ． Ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｔｈｉｓ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｗａｓ ｄｅｓｃｒｉｂｅｄ ｗｉｔｈ“ｇｒｏｕｐ
ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ” ｉｎｔｒｏｄｕｃｅｄ ｂｙ Ｊ． Ａ． Ｄｕｆｆｙ［3］． Ｃｅｒｔａｉｎｌｙ，ｔｈｅ ｂｏｎｄ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ
Ｓｉ—Ｏ—Ｍｅ ｗｉｌｌ ｂｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｆｏｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｂａｓｉｃ ｃａｔｉｏｎ Ｍｅ． Ｉｆ Ｃａ，Ｍｇ，Ｍｎ，Ｆｅ
ｃｏｅｘｉｓｔ ｉｎ ｓｌａｇ ｔｈｅｎ ａ Ｓｉ—Ｏ ｃｏｍｐｌｅｘ ａｎｉｏｎ ｍｕｓｔ ｈａｖｅ ｓｅｖｅｒａｌ ｖａｌｕｅｓ ｏｆ“ｇｒｏｕｐ
ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ”． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ，ｔｈｅ ｐｒａｃｔｉｃａｌ ｕｔｉｌｉｚａｔｉｏｎ ｏｆ“ｇｒｏｕｐ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ”
ｗｉｌｌ ｎｏｔ ｂｅ ｅａｓｙ，ｓｏ ｗｅ ｐｒｅｆｅｒ ｔｏ ａｔｔｒｉｂｕｔｅ ａｌｌ ｋｉｎｄｓ ｏｆ ｃｏｍｐｌｅｘ Ｓｉ—Ｏ ａｎｉｏｎ ｔｏ
ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｖｅ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｂｏｎｄｓ． Ａｓ ｄｏ ｓｏ，ｔｈｅ ａｒｇｕｍｅｎｔ ｏｆ ｍｏｌｅｃｕｌａｒ ｔｈｅ
ｏｒｙ，ｉｏｎｉｃ ｔｈｅｏｒｙ ａｎｄ ｗｈｉｃｈ ｄｅｇｒｅｅ ｏｆ ｐｏｌｙｍｅｒｉｚａｔｉｏｎ ｉｓ ａｖｏｉｄｅｄ，ａｎｄ ｔｈｅ ｂａｓｉｃ
ｐｏｉｎｔ ｉｓ ｐｕｔ ｏｎ ｓｏｍｅ ｂｏｎｄｓ ｗｈｉｃｈ ａｒｅ ｄｏｕｂｔｌｅｓｓ． Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａ
ｔｉｏｎ ｉｓ ｓｉｍｐｌｉｆｉｅｄ．

Ｕｓｉｎｇ（11），（14），（44）ｔｏ ｄｅｎｏｔｅ Ｓｉ—Ｏ—Ｓｉ，Ｓｉ—Ｏ—Ｃａ，Ｃａ—Ｏ—Ｃａ
ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ，ｔｈｅ“ｍｏｄｉｆｉｅｄ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ”ｏｒ“ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ”ｏｆ ＣａＯＳｉＯ2

ｂｉｎａｒｙ ｓｙｓｔｅｍ ｃａｎ ｂｅ ｄｅｆｉｎｅｄ ａｓ
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B = B11 X11 + B14 X14 + B44 X44 （1）

Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ Ｅｑ．（1） ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｏｆ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｓ ａｔｔｒｉｂｕｔｅｄ ｔｏ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｖｅ ａ
ｍｏｕｎｔ ｏｆ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｂｏｎｄｓ Ｘｉｊ ａｎｄ ｔｈｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｉｏｎ ｉｎ ｔｈｅｓｅ
ｂｏｎｄｓ Ｂｉｊ ． Ｉｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ，Ｅｇ．（1）ｍａｋｅｓ ｓｅｎｓｅ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｃｅ ｂｅｔｗｅｅｎ ｏｐｔｉｃａｌ
ｂａｓｉｃｉｔｙ ａｎｄ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｓ ｔｈｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｅｌｅｍｅｎｔ． Ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｔａｋｅｓ ｖａｒｉ
ｏｕｓ ｋｉｎｄｓ ｏｆ ｃｏｍｐｏｕｎｄ ａｓ ｉｔｓ ｅｌｅｍｅｎｔ，ｂｕｔ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｔａｋｅｓ ｖａｒｉｏｕｓ ｋｉｎｄｓ
ｏｆ ｂｏｎｄ，ｏｒ ｖａｒｉｏｕｓ ｅｎｖｉｒｏｍｅｎｔｓ ｏｆ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｉｏｎ ａｓ ｅｌｅｍｅｎｔ．

2 Ｔｈｅ Ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｉｔｃｓ Ｂｉｊ ｏｆ ＣａＯＳｉＯ2

Ａｓ Ｒ． Ｄｒｏｎｓ ｏｐｉｎｉｏｎ［4］，ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｐｏｌｙｍｅｒｉｚａｔｉｏｎ ｄｅｇｒｅｅ ｃａｕｓｅｓ ｔｈｅ
ｂｏｎｄ ｅｎｅｒｇｙ ｔｏ ｂｅ ｃｈａｎｇｅｄ． Ｆｏｒ ｅｘａｍｐｌｅ，ｔｈｅ ｂｏｎｄ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ Ｓｉ—Ｏ—Ｓｉ ｉｎ
ＳｉＯ3 -

3. 5
ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｆｒｏｍ ｔｈａｔ ｉｎ SiO-

2. 5
. Ａｎｄ ｔｈｅ ｓａｍｅ ｉｓ ｆｏｒ Ｓｉ—Ｏ—Ｃａ．

Ｉｔ ｓｅｅｍｓ ｔｈａｔ Ｂ11 ａｎｄ Ｂ14 ｓｈｏｕｌｄ ｖａｒｙ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ ＮＳｉＯ2
． Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ

ｈａｎｄ，ｔｈｅ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ ＬＳｉ—Ｏｂ
ａｎｄ ＬＳｉ—Ｏｎｂ

ｉｎ Ｎａ2ＯＳｉＯ2 ｓｙｓｔｅｍ ｃａｕｓｅｄ ｂｙ ｃｈａｎｇｉｎｇ
ＮＳｉＯ2

ｆｒｏｍ 1 ｔｏ 0． 33 ａｌｌ ａｒｅ ｓｍａｌｌｅｒ ｔｈａｎ 1 ／ 16［5］． Ｈｅｒｅ Ｌ ｉｓ ｔｈｅ ｌｅｎｇｔｈ ｏｆ Ｓｉ—Ｏ
ｂｏｎｄ． Ｔｈｅ ｓｕｂｎｏｔｅ“ｂ”ａｎｄ“ｎｂ”ｄｅｎｏｔｅ ｂｒｉｄｇｉｎｇ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｄ ｎｏｎｂｒｉｄｇｉｎｇ ｏｘ
ｙｇｅｎ ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ． Ｔｈｕｓ，ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｂｏｎｄ ｅｎｅｒｇｙ ｉｎ ＣａＯＳｉＯ2 ｓｙｓｔｅｍ
ｃａｕｓｅｄ ｂｙ ｃｈａｎｇｉｎｇ ＮＳｉＯ2

ｃａｎ ｂｅ ｎｅｇｌｅｃｔｅｄ． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ，ｉｎ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ ｗｅ ｔａｋｅ
B44 = 1，B14 = 0. 74，B11 = 0. 48 ｔｏ ｆｏｌｌｏｗ ｔｈａｔ ｉｎ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ．

3 Ｔｈｅ Ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｏｆ Ｘｉｊ ｉｎ ＣａＯＳｉＯ2 Ｓｙｓｔｅｍ

Ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｉｓ ｓｏｌｉｄｉｆｉｅｄ ｉｎ ｇｌａｓｓ ｓｔａｔｅ ｔｈｅ ｖａｌｕｅｓ ｏｆ
Ｘｉｊ ｃａｎ ｂｅ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｗｉｔｈ ＸＰＳ ｏｒ Ｒａｍａｎ ｓｐｅｃｔｒｕｍ［2，6］． Ａｐａｒｔ ｆｒｏｍ ｔｈｉｓ，ｓｅｖｅｒａｌ
ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｍｏｄｅｌｓ ａｒｅ ｐｏｓｓｉｂｌｅｌｙ ｕｓｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ Ｘｉｊ

［7 ～ 10］． Ｈｅｒｅ ｉｔ ｉｓ ａ
ｍｏｄｅｌ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃｓ．

Ｔｈｅ ｓｕｍｍａｒｙ ｍｏｌｅ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｉｏｎ ｉｎ ＣａＯＳｉＯ2 ｓｙｓｔｅｍ ｉｓ

n（O） = nCaO + 2nSiO2
（2）

Ｔａｋｅ
XCaO = nCaO /n（O） （3）
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XSiO2
= 2nSiO2

/n（O） （4）

Xij = nij /n（O） （5）

Ａｎｄ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｂａｌｅｎｃｅ ｏｆ ｂｏｎｄ ａｍｏｕｎｔ，ｇｅｔ
2XCaO = 2X44 + X14 （6）

2XSiO2
= 2X11 + X14 （7）

Ａｓ Ｃ． Ｊ． Ｂ． Ｆｉｎｃｈａｍ ｅｔ ａｌ． ｐｏｉｎｔｅｄ ｏｕｔ，ａｍｏｎｇ ｔｈｒｅｅ ｂｏｎｄｓ ｉｎｓｉｄｅ ＣａＯＳｉＯ2 ｍｅｌｔ
ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｅｘｉｓｔｅｓ

（11）+（44） = 2（14） （8）

Ｔｈｅ ｐｒｉｏｒ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｓｔｕｄｙ ｏｆ ｔｈｉｓ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｗａｓ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ｂｙ Ｇ． Ｗ． Ｔｏｏｐ
ａｎｄ ｈｉｓ ｃｏｌｌｅａｇｕｅｓ［11］． Ｎｅｖｅｒｔｈｅｌｅｓｓ ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ ｈａｓ ｔｏ ｂｅ ｒｅｖｉｓｅｄ． Ｐｕｒｓｕａｎｔｉｎｇ ｔｏ
Ｃ． Ｒ． Ｍａｓｓｏｎｓ ｏｐｉｎｉｏｎ［12］，ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｔａｎｄａｒｄ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｆｏｒ Ｅｑ．（8）

ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｔａｋｅｎ ｉｎｔｏ ａｃｃｏｕｎｔ，ａｎｄ ｉｔ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｄｅｖｅｌｏｐｅｄ ｔｏ ｂｅ ｐｏｓｓｉｂｌｅｌｙ ｕｓｅｄ ｉｎ
ｈｉｇｈ ＮＳｉＯ2

ｒｅｇｉｏｎ ｉｎｖｏｌｖｉｎｇ ｒｉｎｇｓｈａｐｅｄ Ｓｉ—Ｏ ｃｏｍｐｌｅｘ ａｎｉｏｎ． Ｂｅｓｉｄｅｓ，ｉｎ ｔｈａｔ
ｍｏｄｅｌ ｍｏｌ ｆｒａｃｔｉｏｎ ｗａｓ ｕｓｅｄ ｂｕｔ ｎｏｔ ａｃｔｉｖｉｔｙ． Ｔｈｉｓ ａｌｓｏ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｒｅｖｉｓｅｄ． Ｃｏｎ
ｓｉｄｅｒｉｎｇ ｔｈａｔ（ＢｉｊＸｉｊ）ｃａｎ ｂｅ ｔａｋｅｎ ａｓ ａｎｏｔｈｅｒ ｔｙｐｅ ｏｆ ａｃｔｉｖｉｔｙ ａｓ ｉｔ ｗｉｌｌ ｂｅ ｄｉｓ
ｃｕｓｓｅｄ ｉｎ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｓｅｃｔｉｏｎ ｔｈｕｓ，ｗｅ ｔｏｏｋ．

（B14 X14）
2

（B11 X11）（B44 X44）
= exp（- ΔG0 /RT） （9）

Ｈｅｒｅ，ΔG° ｉｓ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ Ｅｑ．（8），ｔｈｅ ｓｔａｎｄａｒｄ ｓｔａｔｅ ｏｆ
ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｐｕｒｅ ｌｉｑｕｉｄ ＣａＯ ａｎｄ ＳｉＯ2 ． Ｉｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ，ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｓｌａｇ ｃｏｍｐｏｓｉ
ｔｉｏｎ ｔｈｅ ｓａｍｅ Ｅｑ．（8）ｒｅｐｒｅｓｅｎｔｓ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｐｏｌｙｍｅｒｉｚａｔｉｏｎ ｒｅａｃｔｉｏｎｓ． Ｓｏ ｔｈｉｓ ΔG°

ｓｈｏｕｌｄ ｖａｒｙ ｉｔｓｅｌｆ ｔｏ ｆｏｌｌｏｗ ｔｈｅ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ ＮＳｉＯ2
．

Ｉｎ ａ ｂｉｎａｒｙ ｓｙｓｔｅｍ ＡＢ，ｔｈｅ ｓｔａｎｄａｒｄ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ａ ｍｏｌｅ ｉｎ
ｔｅｒｍｅｄｉａｔｅ ｃｏｍｐｏｕｎｄ Ａα． Ｂ

β
ｉｓ

G0

10
= RT ln a

α
A

+ ln a
β( )B

（10）

Ｏｗｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｆａｃｔ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｐｏｌｙｍｅｒｉｚａｔｉｏｎ ｄｅｇｒｅｅ ｉｓ ｐｏｓｓｉｂｌｙ ｔｏ ｂｅ ｃｏｎ
ｓｉｄｅｒｅｄ ａｓ ｔｈｅ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ ｉｎｔｅｒｍｅｄｉａｔｅ ｃｏｍｐｏｕｎｄｓ，ｓｏ Ｅｑ．（10）

ｃａｎ ｂｅ ｕｓｅｄ ｔｏ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ΔG0 ｉｎ Ｅｑ．（9）． Ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｉｔｅｍｓ ｗｅｒｅ ａｌｓｏ ｔａｋｅｎ ｉｎ
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ｔｏ ａｃｃｏｕｎｔ ｉｎ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ．
ａ）Ｔｈｅ αＣａＯ ａｎｄ αＳｉＯ2

ｒｅｐｏｒｔｅｄ ｂｙ Ｒｅｉｎ ｅｔ ａｌ．［13］ｗｅｒｅ ｕｓｅｄ． Ａｎｄ Ｋａｐｐｏｒｓ
ｄａｔａ［14］ｗａｓ ｕｓｅｄ ｉｎ ｃｏｎｖｅｒｔｉｏｎ ｏｆ ｓｔａｎｄａｒｄ ｓｔａｔｅ．

ｂ）Ｉｎ ｓｏｍｅ ｉｎｔｅｒｍｅｄｉａｔｅ ｃｏｍｐｏｕｎｄ，ａｓ ＣａＯ、ＳｉＯ2，ｔｈｅ ｉｎｃｌｕｄｅｄ（11）ｂｏｎｄ
ｄｏｅｓ ｎｏｔ ｔａｋｅ ｐａｒｔ ｉｎ ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ（8）． Ｉｔ ｏｎｌｙ ｇｉｖｅ ａ ｃｏｎｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｔｏ ｔｈｅ ｅｎｔｒｏｐｙ
ｏｆ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈａｔ ｃｏｍｐｏｕｎｄ ｂｅｃａｕｓｅ ｔｈｅ ｅｘｉｓｔｅｎｃｅ ｏｆ（14）ｂｏｎｄ ｃａｕｓｅｓ ｉｔ ｔｏ
ｂｅ ｐｏｌａｒｉｚｅｄ ｉｎ ｓｏｍｅ ｄｅｇｒｅｅ．

Ｔｈｅ ΔG0 ｗｈｉｃｈ ｃａｎ ｂｅ ｕｓｅｄ ｄｉｒｅｃｔｌｙ ｉｎ Ｅｑ．（9）ｉｓ ｇｉｖｅｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 1．

Ｆｉｇ． 1 Ｔｈｅ ｖａｌｕｅ ｏｆ G0 ｕｓｅｄ
ｉｎ Ｅｑ．（9），1 600℃

Ｆｉｇ． 2 Ｔｈｅ ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ａｎｄ
ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｏｆ Ｘｉｊ ｉｎ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ
（1 600℃）ｏｆ ＣａＯＳｉＯ2 ｓｙｓｔｅｍ
Ｒａｍａｎ ｓｐｅｃｔｒａ

Ｂａｓｅｄ ｏｎ Ｆｉｇ． 1 ａｎｄ Ｅｑ．（9），Ｘｉｊ ｃａｎ ｂｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ． Ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔ ａｎｄ ｔｈｅ ｍｅａ
ｓｕｒｍｅｎｔｓ ｔｈｒｏｕｇｈ Ｒａｍａｎ ａｓ ｗｅｌｌ ａｓ ＸＰＳ ｓｐｅｃｔｒｕｍ ｗｅｒｅ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 2． Ｔｈｅｙ
ｃｏｉｎｃｉｄｅ ｗｉｔｈ ｅａｃｈ ｏｔｈｅｒ ｐｒｅｔｔｙ ｗｅｌｌ． Ａｎｄ ｉｔ ｗａｓ ｐｒｏｖｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｄｅ
ｖｅｌｏｐｅｄ ｉｎ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ｃａｎ ｂｅ ｓｕｃｃｅｓｓｆｕｌｌｙ ｕｓｅｄ ｉｎ ｈｉｇｈ ＮＳｉＯ2

ｒｅｇｉｏｎ．

4 Ｔｈｅ Ｂｏｎｄｉｎｇ Ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｎ ＣａＯＡｌ2Ｏ3 Ｂｉｎａｒｙ Ｓｙｓｔｅｍ

Ｔｈｅ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｎ ＣａＯＡｌ2Ｏ3 ｓｙｓｔｅｍ ｉｓ ｄｅｆｉｎｅｄ ａｓ

B = B22 X22 + B24 X24 + B44 X44 （11）

Ｈｅｒｅ，（22），（24），（44）ｉｓ ｕｓｅｄ ｔｏ ｄｅｎｏｔｅ ｔｈｅ ｂｏｎｄｓ ｏｆ（Ａｌ—Ｏ—Ａｌ），（Ａｌ—
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Ｏ—Ｃａ），（Ｃａ—Ｏ—Ｃａ）ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ．
Ｗｈｅｎ ｍｅｌｔｅｄ ＣａＯ ａｎｄ Ａｌ2Ｏ3 ａｒｅ ｍｉｘｅｄ ｔｏｇｅｔｈｅｒ ａ ｒｅａｃｔｉｏｎ ａｓ ｆｏｌｌｏｗｓ ｉｓ

ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ

（22）+（44） = 2（24） （12）

Ｉｎ ｓｐｉｔｅ ｏｆ ｔｈａｔ ｃｏｍｐｌｅｘｉｎｇ ｂｏｎｄ ｅｘｉｓｔｓ ｉｎ ａ ｍｅｌｔ ｃｏｎｔａｉｎｉｎｇ Ａｌ2Ｏ3，ｉｔ ｄｏｅｓ ｎｏｔ
ｔａｋｅ ｐａｒｔ ｉｎ ｒｅａｃｔｉｏｎ（12）． Ｃｏｎｓｅｑｕｅｎｔｌｙ，ａｓ ｔｈｅ ｆｉｒｓｔ ｓｔｅｐ ｃｏｍｐｌｅｘｉｎｇ ｂｏｎｄ
ｎｅｅｄ ｎｏｔ ｔｏ ｂｅ ａｃｃｏｕｎｔｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ Ｘｉｊ ． Ｉｎ ｔｈｉｓ ｃａｓｅ，ｇｅｔ

（B24 X24'）
2

（B22 X22'）（B44 X44'）
= exp - G0

3( )RT
（13）

Ｂｅｃａｕｓｅ ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｏｆ Ｘｉｊ ｉｎ ＣａＯＳｉＯ2 ｉｎｄｉｃａｔｅｄ ｉｔ ｃｏｕｌｄ ｂｅ ｓｉｍｐｌｉｆｉｅｄ，ｔｈｅ
Ｇ0 ｏｆ Ｅｑ．（13）ｉｓ ｔａｋｅｎ ａｓ ｔｈｅ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ 3ＣａＯＡｌ2Ｏ3，ｕｓｉｎｇ
ｐｕｒｅ ｌｉｑｕｉｄ ＣａＯ ａｎｄ Ａｌ2Ｏ3 ａｓ ｓｔａｎｄａｒｄ．

Ｉｎ ｍｏｌｔｅｎ ＣａＯＡｌ2Ｏ3，ｏｎｅ Ａｌ
3 + ｉｏｎ ｇｅｔｓ ｏｎｅ ｃｏｍｐｌｅｘ ｂｏｎｄ． Ｆｏｒ ｔｈｉｓ ｃｏｍ

ｐｌｅｘ ｂｏｎｄ，ｔｈｅ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｉｏｎ ｉｎ（24）ａｃｔｓ ａｓ ａ ｄｏｎｏｒ． Ｏｎｃｅ ａ ｔｉｍｅ ｔｈｅ ｃｏｍｐｌｅ
ｘｉｎｇ ｂｏｎｄ ｆｏｒｍｓ，ｎｏ ｄｉｆｆｅｒｅｎｃｅ ｃａｎ ｂｅ ｆｏｕｎｄ ｂｅｔｗｅｅｎ ｉｔ ａｎｄ ｔｈｅ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ
ｃｏｖａｌｅｎｔ ｂｏｎｄ． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ，ｔｗｏ ｃｏｍｐｌｅｘ ｂｏｎｄ（Ｏ—Ａｌ） ｃａｎ ｂｅ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ａｓ
ｏｎｅ（22）． Ｔｈｅ ｍｏｌｅ ｆｒａｃｔｉｏｎ ｏｆ ｃｏｍｐｌｅｘ ｂｏｎｄ ｉｓ XCP = 2 /3XAl2O3

. Ｔｈｕｓ

X22 =
X22' +

1
2

XCP

1 +
1
2

XCP

（14）

X24 =
X24'

1 +
1
2

XCP

（15）

X44 =
X44'

1 +
1
2

XCP

（16）

Ｈｅｒｅ ＸＡｌ2Ｏ3
，X22'，X24'，X44' ，ｗｅｒｅ ｄｅｆｉｎｅｄ ｅｉｔｈｅｒ ｓｉｍｉｌａｒ ｔｏ Ｅｑ．（4）ｏｒ ｔｏ Ｅｑ．

（5）． Ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｒｅｓｕｌｔ ｏｆ Ｅｑ．（14）（16）ｗａｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 3． Ｂ22，Ｂ24，

Ｂ44，ｗａｓ ｅｖａｌｕａｔｅｄ ｐｕｒｓｕａｎｔｉｎｇ ｔｏ Ｔａｂｌｅ 1 ａｓ
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B22 = 0. 67 B24 = 0. 82

Ｔａｂｌｅ 1 Ｔｈｅ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｂｏｎｄｓ ｉｎ ＣａＯＡｌ2Ｏ3

ｂｏｎｄ
ｃｏｍｂｉｎｉｎｇ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ 1ｓｔ
ｏｆ ｏｘｙｇｅｎ ａｔｏｍ（ｅ． ｖ．）

ｂａｓｉｃｉｔｙ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｂａｓｅｄ
ｏｎ ｃｏｍｂｉｎｉｎｇ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ Ｏ1Ｓ

ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ
ｇｉｖｅｎ ｉｎ Ｒｅｆ．

� θ Θ

Ｃａ—Ｏ—Ｃａ 528. 53 1. 0 1. 0 1. 0 1. 0

Ａｌ—Ｏ—Ｃａ 529. 80 0． 82 0． 85

Ｓｉ—Ｏ—Ｃａ 530． 61 0． 72 0． 74

Ａｌ—Ｏ—Ａｌ 531． 00 0． 67 0． 61 0． 68 0． 70

Ｓｉ—Ｏ—Ｓｉ 532． 38 0． 48 0． 48 0． 47 0． 48

Ｎｏｔｅ： Ｔｈｅ ｄａｔａ ｗａｓ ｔａｋｅｎ ｆｒｏｍ Ｊ． ｏｆ ＪＩＭ 1984，48（12），1179 1186 ａｎｄ Ｊ． ｏｆ ＪＩＭ 1987，51（12），
1152 1158

� —2ｒｄ Ｉｎｔ． Ｓｙｍｐ． ｏｎ Ｍｅｔ． Ｓｌａｇｓ ＆ Ｆｌｕｘｅｓ 1984，1015 1026

θ—Ｊ． ｏｆ ＪＩＭ 1986 50（5）456 461

Θ—Ｊ． Ｎｏｎ． Ｃｒｙｓｔ． Ｓｏｌｉｄｓ 1976，21，373 410

5 Ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ

5. 1 Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ａｎｄ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ａｃｔｉｖｉｔｙ
ｉｎｓｉｄｅ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ

Ｊｕｓｔ ａｓ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ，ｔｈｅ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｓ ａ ｍｅａｓｕｒｅ ｏｆ ｂｉｎｄｉｎｇ ｕｐ
ｆｏｒｃｅ ａｃｔｉｎｇ ｕｐｏｎ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｉｏｎ． Ｉｎ ｏｔｈｅｒ ｗｏｒｄｓ，ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｓ ａｎｏｔｈｅｒ ｅｘ
ｐｒｅｓｓｉｏｎ ｏｆ ｏｘｙｇｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｉｎ ｓｌａｇ． Ｓｏ ｔｈｅｒｅ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｓｏｍｅ ｃｏｖｅｒｔｉｎｇ ｒｅｌａｔｉｏｎｓ
ａｍｏｎｇ Ｂｉｊ Ｘｉｊ ａｎｄ αＣａＯ ａｓ ｗｅｌｌ ａｓ αＳｉＯ2

．
Ｃｅｒｔａｉｎｌｙ，ｉｎ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ ｏｆ ＣａＯＳｉＯ2 αＣａＯ ｕｎｉｑｕｅｌｙ ｃｏｎｃｅｒｎｓ ｂｏｎｄ（14）．

Ｏｎ ａｃｃｏｕｎｔ ｏｆ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｂｉｎｄｉｎｇ ｕｐ ｆｏｒｃｅ ａｃｔｉｎｇ ｏｎ ｏｘｙｇｅｎ Ｏｎｂ，ｃａｕｓｅｄ ｂｙ Ｓｉ4 + ｉｓ
ｍｕｃｈ ｓｔｒｏｎｇｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｃａｕｓｅｄ ｂｙ Ca + + ｔｈｕｓ，

GCaO = G0

C
+ RTln α

α1

CaO
= G0

CB
+ RTln（B14 X14）

α2 （17）
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Ｆｉｇ． 3 Ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｖａｌｕｅ ｏｆ Ｘｉｊ ｉｎ
ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ（1 600℃）ｏｆ ＣａＯ
Ａｌ2Ｏ3 ｓｙｓｔｅｍ

Ｆｉｇ． 4 Ｔｈｅ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｏｆ
（Ｂ14Ｘ14）ａｎｄ αＣａＯ ｉｎ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ
（1 600℃）ｏｆ ＣａＯＳｉＯ2 ｓｙｓｔｅｍ

Ｈｅｒｅ，ＧＣａＯ ｉｓ ｔｈｅ ｐａｒｔｉａｌ ｍｏｌｅ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ＣａＯ；G0 ｉｓ ｔｈｅ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｉｎ ｓｔａｎｄ
ａｒｄ ｓｔａｔｅ． Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ Ｅｑ．（17），ｇｅｔ

α3 lgαCaO = lg（B14 X14）+ ΔG0

C
（18）

Ｆｉｇ． 4 ｉｓ ｔｈｅ ｅｖｉｄｅｎｃｅ ｉｎｄｉｃａｔｉｎｇ ｔｈａｔ Ｅｑ．（18）ｉｓ ｃｏｒｒｅｃｔ．
Ｉｔ ｉｓ ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ ｔｈａｔ αＳｉＯ2

ｕｎｉｑｕｅｌｙ ｃｏｎｃｅｒｎｓ（Ｂ11Ｘ11）． Ｈｏｗｅｖｅｒ，ｔｈｅ ｄａｔａ ｐｆ
αＳｉＯ2

ｉｓ ｇｉｖｅｎ ｉｎ ｐｕｒｅ ｓｏｌｉｄ ＳｉＯ2 ｓｔａｎｄａｒｄ，ａｎｄ ｔｈｅ ｓｔａｎｄａｒｄ ｏｆ（Ｂ11Ｘ11）ｉｓ ｓｏｌｉｄ
ＣａＯ． Ｏｂｖｉｏｕｓｌｙ ｔｈｅｙ ｈａｖｅ ｔｏ ｂｅ ｃｏｎｖｅｒｔｅｄ ｔｏ ｕｓｅ 2ＣａＯ·ＳｉＯ2 ａｓ ｔｈｅｉｒ ｓｔａｎｄａｒｄ．
Ｉｎ ｔｈｉｓ ｃａｓｅｓ αSiO2

' ａｎｄ（B11' X11）ｗｅｒｅ ｕｓｅｄ． Ｐｕｒｓｕａｎｔｉｎｇ ｔｏ Ｒ． Ｈ． Ｒｅｉｎ［13］，

αSiO2
= 0. 084αSiO2

' （19）

Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ｉｔ ｗａｓ ｓｕｐｐｏｓｅｄ ｔｈａｔ

B11' =
B11

B14

= 0. 65 （20）

Ｔａｋｉｎｇ ＧＳｉＯ2
ｔｏ ｅｘｐｒｅｓｓ ｔｈｅ ｐａｒｔｉａｌ ｍｏｌｅ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ＳｉＯ2，ｆｒｏｍ

GSiO2
= G0

S
+ RTln α

β1

SiO2

= G0

SB
+ RTln（B11' X11）

β2 （21）

ｇｏｔ
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Ｆｉｇ． 5 Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｏｆ ｂｏｎｄｉｎｇ
ｂａｓｉｃｉｔｙ（B11' X11）ａｎｄ ａｃｔｉｖｉｔｙ
αSiO2

' ｉｎ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ（1 600℃）

ｏｆ ＣａＯＳｉＯ2 ｓｙｓｔｅｍ

β3 lgαSiO2
' = lg（B11' X11）+ ΔG0

S

（22）

Ｆｉｇ． 5 ｉｓ ｔｈｅ ｅｖｉｄｅｎｃｅ ｓｈｏｗｉｎｇ ｔｈａｔ
Ｅｑ．（22）ｉｓ ｃｏｒｒｅｃｔ．

Ｆｉｇ． 6 ＆ Ｆｉｇ． 7 ａｒｅ ｔｈｅ ｓｉｍｉｌａｒ ｒｅ
ｌａｔｉｏｎｓｈｉｐｓ ｉｎ ＣａＯＡｌ2Ｏ3 ｂｉｎａｒｙ ｓｙｓ
ｔｅｍ．
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Ｆｉｇ． 6 Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｏｆ ｂｏｎｄｉｎｇ
ｂａｓｉｃｉｔｙ（Ｂ24Ｘ24）ａｎｄ
ａｃｔｉｖｉｔｙ αＣａＯ ｉｎ ｌｉｑｕｉｄ
ｒｅｇｉｏｎ ｏｆ ＣａＯＡｌ2Ｏ3

ｓｙｓｔｅｍ（1 600℃）

Ｆｉｇ． 7 Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｏｆ ｂｏｎｄｉｎｇ
ｂａｓｉｃｉｔｙ（B22' X22）ａｎｄ ａｃｔｉｖｉ
ｔｙ αＡｌＯ1． 5

ｉｎ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ ｏｆ

ＣａＯＡｌ2Ｏ3 ｓｙｓｔｅｍ（1 600℃）

Ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｈｅ ａｎａｌｙｓｉｓ ｉｎ ｔｈｉｓ ｓｅｃｔｉｏｎ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｃａｎ ｂｅ ｃｏｎｃｌｕｄｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ
ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ Ｂｉｊ ｉｓ ａｎｏｔｈｅｒ ｔｙｐｅ ｏｆ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ．

5. 2 Ａ ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ ａｂｏｕｔ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ ＣａＯＳｉＯ2 ｓｙｓｔｅｍ ｂａｓｅｄ
ｏｎ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ

Ａｓ ｔｈｅ ｇｅｎｅｒａｌ ａｃｃｅｐｔｅｄ ｐｏｉｎｔ ｏｆ ｖｉｅｗ，ｔｈｅ ｓｐｅｃｉｅｓ ｔａｋｉｎｇ ｐａｒｔ ｉｎ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉ
ｚａｔｉｏｎ ｉｓ（Ｏ2 -），ｏｒ ｗｅ ｓａｙ ｔｈｅ ｂｏｎｄ（44）． Ｉｎ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ，ｈｏｗｅｖｅｒ，Ｘ44 ａｐ
ｐｒｏａｃｈｅｓ ｔｏ ｚｅｒｏ． Ｆ． Ｄ． Ｒｉｃｈａｒｄｓｏｐ ｐｏｉｎｔｅｄ ｏｕｔ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｂｏｎｄ（44）ｔａｋｉｎｇ ｐａｒｔ ｉｎ
ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｃｏｍｅｓ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｕｔｉｏｎ ｏｆ ｂｏｎｄ（14）［15］． Ｔｈｉｓ ｍｅａｎｓ ｉｎ
ｓｕｍｍｅｒｉｚｅｄ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｔ ｉｓ ｂｏｎｄ（14）ｗｈｉｃｈ ｔａｋｅｓ ｐａｒｔ ｉｎ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ． Ｉｎ
ｓｐｉｔｅ ｏｆ ｔｈｉｓ，ａ ｎｏｎｌｉｎｅａｒ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｗａｓ ｆｏｕｎｄ ｂｅｔｗｅｅｎ（Ｂ14Ｘ14）ａｎｄ CS' . Ｏｎｅ ｃａｎ
ｒｅａｌｉｓｅ ｉｔｓ ｒｅａｓｏｎ ｔｈｒｏｕｇｈ ａｎ ａｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ γＣａＳ．

Ｄｏｕｂｔｌｅｓｓｌｙ，ｔｈｅ ｓｔａｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ＣａＳ ｉｓ ｗｅａｋｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｏｆ ＣａＯ，ａｎｄ ｔｈｅ ｓａｍｅ
ｉｓ ｂｅｔｗｅｅｎ ＳｉＳ2 ａｎｄ ＳｉＯ2 ． Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｉｓ，ｔｈｅ ΔG0 ｏｆ ＣａＳＳｉＳ2 ｂｉｎａｒｙ ｓｙｓｔｅｍ
ｓｅｅｍｓ ｌｅｓｓ ｍｉｎｕｓ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｉｎ Ｅｑ．（9）． Ｔｈｅｎ ｗｅ ｃａｎ ｅｓｔｉｍａｔｅ ｔｈａｔ（Ｓｉ—Ｓ—Ｃａ）
ａｎｄ（Ｃａ—Ｓ—Ｃａ）ｐｏｓｓｉｂｌｙ ｃｏｅｘｉｓｔ ｉｎ ａ ｗｉｄｔｈｅｎｅｄ ｓｅｃｏｐ． Ｏｎ ａｃｃｏｕｎｔ ｏｆ ｔｈａｔ ｔｈｅ
ａｖｅｒａｇｅ ｅｌｅｃｔｒｏｍｉｎｕｓ ｏｆ（Ｃａ—Ｓ—Ｃａ）ｉｓ 1． 36 ａｎｄ ｔｈａｔ ｏｆ（Ｓｉ—Ｓ—Ｃａ）ｉｓ 1．
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65，（Ｃａ—Ｓ—Ｃａ）ｉｓ ｍｏｒｅ ａｃｔｉｖｅ ｔｈａｎ（Ｃａ—Ｓ—Ｓｉ）． Ｔｏ ｅｘｐｌａｉｎ ｔｈｅ ｉｎｃｒｅａｓｅ
ｏｆ γＣａＳｒｅｓｕｌｔｅｄ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ ｂａｓｉｃｉｔｙ，ｉｔ ｉｓ ｓｕｐｐｏｓｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃｔｓ ｏｆ
ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｍａｙ ｂｅ ｔｗｏ：（Ｓｉ—Ｓ—Ｃａ）ａｎｄ（Ｃａ—Ｓ—Ｃａ）． Ｉｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ，
ｔｈｅ ｈｉｇｈｅｒ ｔｈｅ ｂａｓｉｃｉｔｙ，ｔｈｅ ｍｏｒｅ ｔｈｅ ｂｏｎｄ（Ｃａ—Ｓ—Ｃａ）．

Ｉｆ ｗｅ ｋｅｅｐ ｔｈｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｉａｌ ｅｌｅｃｔｒｏｌｙｔｉｃａｌ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｓ ｓｔｉｌｌ

（Ca—O—Ca）+ S = O +（Ca—S—Ca） （23）

ｔｈｅｎ ｔｈｅ ｓｕｍｍｅｒｉｚｅｄ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｆ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｍａｙ ｂｅ ｔｗｏ：

2（Ca—O—Ca）+ S = O +（Si—O—Si）+（Ca—S—Ca） （24）

（Si—O—Ca）+ S = O +（Ca—S—Ca） （25）

Ｃｏｎｃｅｒｎｉｎｇ ｔｈｅｍ，ｔｈｅ ｓｕｌｐｈｕｒ ｃａｐａｃｉｔｙ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ：

CS（24）' = X（Ca—S—Ca）·αO /αS =
K24（B14 X14）

2

（B11 X11）·γ（Ca—S—Ca）

（26）

CS（25）' = X（Si—S—Ca）·αO /αS = K25

（B14 X14）

（B11 X11）·γ（Si—S—Ca）

（27）

Ａｓ ａｆｏｒｅｍｅｎｔｉｏｎｅｄ，Ｂｉｊ ｉｎ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｓ ａｎｏｔｈｅｒ ｔｙｐｅ ｏｆ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｃｏｅｆｆｉ
ｃｉｅｎｔ． Ｔｈｕｓ γ（Ｃａ—Ｓ—Ｃａ）／ γ（Ｓｉ—Ｓ—Ｃａ） ｉｓ ａ ｆｕｎｃｔｉｏｎ ｏｆ Ｂ（Ｃａ—Ｓ—Ｃａ）／ Ｂ（Ｓｉ—Ｓ—Ｃａ），ａｎｄ ｉｔ
ａｐｐｒｏａｃｈｅｓ ｔｏ ａ ｃｏｎｓｔａｎｔ． Ｆｒｏｍ

X（Ca—S—Ca）

X（Si—S—Ca）

=
K24·γ（Si—S—Ca）

K25·γ（Ca—S—Ca）

（B14 X14） （28）

ｉｔ ｉｓ ｃｌｅａｒ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｈｉｇｈｅｒ ｔｈｅ ｂａｓｉｃｉｔｙ，ｔｈｅ ｇｒｅａｔｅｒ ｔｈｅ Ｘ（Ｃａ—Ｓ—Ｃａ）．

5. 3 Ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｏｆ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｆ Ｈ2Ｏ ｉｎ ｓｌａｇ
ＣａＯＳｉＯ2

Ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｖａｂｉｌｉｔｙ ｏｆ Ｈ2Ｏ ｉｎ ＣａＯＳｉＯ2 ｒｅｐｏｒｔｅｄ ｂｙ Ｔ． Ｆｕｗａ［16］ｗａｓ ｗｉｄｅｌｙ

ａｃｃｅｐｔｅｄ． Ａｎｄ ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｗａｓ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ａｓ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ［16］，ｉｆ ＮＳｉＯ2
>

0． 5，

（Si—O—Si）+ H2 O（g） = 2（Si—O—H） （29）

ｉｆ ＮＳｉＯ2
< 0. 5，

2（Si—O—Ca）+ H2 O（g） = 2（Si—O—H）+（Ca—O—Ca） （30）
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Ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｏｆ Ｅｑ．（29）ａｎｄ（30）ｃａｎ ｂｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｂａｓｅｄ ｏｎ
ｔｈｅ ｒｅｐｏｒｔｅｄ ｄｉｓｓｏｌｖａｂｉｌｉｔｙ ａｎｄ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ．

Ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｃｏｎｓｔａｎｔｓ ａｒｅ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｔａｂｌｅ 2． Ｔｈｉｓ ｉｓ ａｎ ｅｖｉｄｅｎｃｅ ｔｏ ｐｒｏｖｅ
ｔｈｅ ｒｅｐｏｒｔｅｄ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ ｉｓ ｃｏｒｒｅｃｔ．

Ｔａｂｌｅ 2 Ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｏｆ ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｏｆ
ｗａｔｅｒ ｖａｐｏｕｒ ｉｎ ＣａＯＳｉＯ2 ｂｉｎａｒｙ ｓｙｓｔｅｍ

ＮＳｉＯ2 0. 61 0. 55 0. 50 0. 46 0. 44

（Ｈ2Ｏ）ｐｐｍ 407 391 375 422 465

Ｘ（Ｓｉ—Ｏ—Ｈ） 0. 101 7 0. 097 7 0. 093 7 0. 105 5 0. 116 3

Ｂ11Ｘ11 0. 245 0. 21 0. 18 0. 14 0. 106

Ｂ14Ｘ14 0. 36 0. 41 0. 47 0. 53 0. 58

Ｋ29 0. 11 0. 12 0. 13

Ｋ30 0. 105Ｘ44 0. 104Ｘ44 0. 106Ｘ44

Ｎｏｔｅ：Ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ 1 600℃
P H2O = 289 Torr

K29 =
X2

（Si—O—H）

P H2O
（B11 X11）

（31）

K30 =
X2

（Si—O—H）
（B44 X44）

P H2O
（B14 X14）

2 （32）

5. 4 Ａ ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ ａｂｏｕｔ ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｖｅ ｏｆ Ｎ3 - ｉｎ ＣａＯＡｌ2Ｏ3 ｓｙｓｔｅｍ ｂａｓｅｄ
ｏｎ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ

Ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｆ Ｎ3 - ｉｎ ｓｌａｇ ｗａｓ ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ［17］ａｓ

1
2

N2 +
3
2
（O2 -） =（N3 -）+

3
4

O2 （33）

Ｉｎ ｃｏｎｔｒａｓｔ ｔｏ ｔｈｉｓ，ｔｈｅ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｃａｐａｃｉｔｙ ｏｆ Ｃ3 -

Ｎ ｗａｓ ｆｏｕｎｄ ｂｅｉｎｇ ｄｒｏｐｐｅｄ
ｔｏ ｆｏｌｌｏｗ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｉｎｃｒｅｓａｓｅ ｏｆ ｓｌａｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ． Ｉｎ ｆａｃｔ，ｔｈｅ ｓａｔｕｒａｔｉｏｎ ｏｆ ＡＩＮ ｗａｓ
ｄｅｔｅｃｔｅｄ ｉｎ ｓｌａｇ ｃｏｎｔａｉｎｉｎｇ Ａｌ2Ｏ3 ｉｆ ｔｈｅ ｐａｒｔｉａｌ
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Ｆｉｇ． 8 Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｏｆ
ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ（Ｂ22 Ｘ22）

ａｎｄ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｃａ
ｐａｃｉｔｙ Ｃ3 -

Ｎ（1 600℃）

ｐｒｅｓｓｕｒｅ ＰＮ2
ｉｓ ｈｉｇｈ ｅｎｏｕｇｈ［17］． Ａｓ ｗｅｌｌ ｋｎｏｗｎ，ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｉｎ ＡＩＮ ｅｘｉｓｔｓ ｉｎ Ａｌ—

Ｎ—Ａｌ ｂｏｎｄ，ｔｈｕｓ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｍａｙ ｂｅ ｓｕｐｐｏｓｅｄ．

3
2
（Ob）+

1
2

N2 =（Nb）+
3
4

O2 （34）

Ｎｂ ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｉｎ Ａｌ—Ｎ—Ａｌ． Ａｎｄ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇｌｙ ｔｈｅ ｎｉｔｒｏｇｅｎ
ｃａｐａｃｉｔｙ ｉｓ

C3 -

N
=（% N3 -）

P
3
4

O2

P
1
2

N2

= K34

（B22 X22）
3 /2

γN3 -

（35）

Ａｓ ｉｔ ｗａｓ ｐｏｉｎｔｅｄ ｏｕｔ ｂｙ Ｋ． Ｉｔｏ ｅｔ ａｌ．［17］，γＡＩＮ ｉｎ ＣａＯＡｌ2Ｏ3 ｉｓ ｃｏｎｓｔａｎｔ，ｓｏ Ｃ3 -

Ｎ

ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｉｎ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｔｏ（Ｂ22Ｘ22）
3 ／ 2 ． Ｆｉｇ． 8 ｗａｓ ｕｓｅｄ ｔｏ ｓｈｏｗ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ

ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ｍｅａｓｕｒｅｄ Ｃ3 -

Ｎ ｂｙ Ｋ． Ｓｃｈｗｅｒｔｆｅｇｅｒ ｅｔ ａｌ．［18］ａｎｄ ｔｈｅ ｃｏｎｃｅｒｎｅｄ（Ｂ22

Ｘ22）
3 ／ 2 ． Ｔｈｅ ｌｉｎｅ ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ｔｈａｔ Ｅｑ．（34）ｉｓ ｃｏｒｒｅｃｔ． Ｃｅｒｔａｉｎｌｙ，ｔｈｉｓ ｌｉｎｅ ｄｏｅｓ ｎｏｔ

ｐａｓｓ ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｈｅ ｏｒｉｇｉｎａｌ ｐｏｉｎｔ ｏｆ ｃｏｏｒｄｉｎａｔｅｄ ａｘｅｓ． Ｔｈｉｓ ｉｓ ｂｅｃａｕｓｅ ｂｅｔｗｅｅｎ（Ｂ22

Ｘ22）ａｎｄ αＮ3 - = γＮ3 -（% N3 -）ｔｈｅｒｅ ｍｕｓｔ ｈａｖｅ ａ ｃｏｎｓｔａｎｔ，ａｓ ｅｇ．（18）ｏｒ（22）．
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6 Ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎ

Ａ ｍｏｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｂｏｎｄｉｎｇ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｉｓ ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ ｉｎ
ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ．

Ａ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｍｏｄｅｌ ｄｅｖｅｌｏｐｅｄ ａｓ ａ ｒｅｖｉｓｅｄ ａｎｄ ｗｉｄｔｈｅｎｅｄ ｍｏｄｅｌ ｏｆ Ｇ．
Ｗ． Ｔｏｏｐ ｅｔ ａｌ． ｉｓ ｕｓｅｄ ｔｏ ｃａｌｃｕｌａｔｅ Ｘｉｊ ． Ｉｎ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ ｔｈｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ Ｂｉｊ ａｒｅ
ｅｖａｌｕａｔｅｄ ａｓ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ． Ｔｈｅ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｎ ＣａＯＳｉＯ2，ＣａＯＡｌ2Ｏ3 ｉｓ
ｄｅｆｉｎｅｄ ａｓ

B = B11 X11 + B14 X14 + B44 X44

B = B22 X22 + B24 X24 + B44 X44

Ｏｂｖｉｏｕｓｌｙ ｖａｒｉｏｕｓ ｂｏｎｄ ｏｒ ｖａｒｉｏｕｓ ｅｎｖｉｒｏｍｅｎｔｓ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｉｏｎ ａｒｅ ｕｓｅｄ ａｓ ｅｌ
ｅｍｅｎｔ．

Ｔｈｅ ｐｒｏｐｅｒｔｙ ａｎｄ ｕｔｉｌｉｚａｔｉｏｎ ｏｆ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ａｒｅ ｄｉｓｃｕｓｓｅｄ ｉｎ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ．
（1）Ｉｎ ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ，（Ｂ14Ｘ14）ｏｎｌｙ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔｓ ｔｈｅ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ＣａＯ． Ａ ｒｅａ

ｓｏｎａｂｌｅ ｃｏｎｖｅｒｔｉｎｇ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅｍ ｉｓ ｄｅｄｕｃｅｄ． Ａｎｄ ｔｈｅ ｓａｍｅ ｉｓ ｆｏｕｎｄ ｂｅ
ｔｗｅｅｎ（B11' X11）ａｎｄ αSiO2

' ． Ｈｅｒｅ ｔｈｅ ｓｔａｎｄａｒｄ ｏｆ αSiO2
' ａｎｄ（B11' X11）ａｌｌ ａｒｅ 2ＣａＯ

ＳｉＯ2 ． Ｓｏ Ｂ11，Ｂ14 ａｒｅ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｔｙｐｅｓ ｏｆ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔｓ，ａｎｄ ｔｈｅ ｂｏｎｄｉｎｇ
ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｓ ｊｕｓｔ ｔｈｅ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｔｈａｔ ｂｏｎｄ． Ｔｈｅ ｓｉｍｉｌａｒ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐｓ ｗｅｒｅ ｄｉｓｐｌａｙｅｄ
ｉｎ ＣａＯＡｌ2Ｏ3 ｓｙｓｔｅｍ．
（2）Ｃｏｍｐａｒｉｎｇ ｗｉｔｈ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ，ａ ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ ａｂｏｕｔ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｉｎ

ＣａＯＳｉＯ2 ｉｓ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ． Ｉｔ ｉｓ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ｔｈａｔ ｂｏｎｄ
（44）ｄｉｒｅｃｔｌｙ ｔａｋｅｓ ｐａｒｔ ｉｎ ｔｈｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｉａｌ ｒｅａｃｔｉｏｎ，ｅｖｅｎ ｉｔ ａｐｐｒｏａｃｈｅｓ ｔｏ ｚｅｒｏ ｉｎ
ｌｉｑｕｉｄ ｒｅｇｉｏｎ． Ｔｈｅ ｓｕｌｐｈｕｒ ｉｎ ｓｌａｇ，ｈｏｗｅｖｅｒ，ｂｅｈａｖｅｓ ｉｎ ｔｗｏ ｓｔａｔｅｓ：（Ｓｉ—Ｓ—
Ｃａ）ａｎｄ（Ｃａ—Ｓ—Ｃａ）． Ａｎ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅｍ ｉｓ ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ ｔｏ
ｂｅ ｄｅｃｉｄｅｄ ｂｙ ｂａｓｉｃｉｔｙ． Ｔｈｉｓ ｃａｎ ｂｅ ｕｓｅｄ ｔｏ ｅｘｐｌａｉｎ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ γＣａＳ．
（3）Ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｏｆ ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｆ Ｈ2Ｏ ｉｎ ＣａＯＳｉＯ2 ｉｓ

ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｂｏｎｄｉｎｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ．
（4）Ａ ｌｉｎｅａｒ ｒｅｇｕｌａｒｉｔｙ ｂｅｔｗｅｅｎ（Ｂ11Ｘ22）

3 ／ 2 ａｎｄ ｔｈｅ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｃａｐａｃｉｔｙ ＣＮ3 -

ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ Ｎ3 - ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｉｎ ＣａＯＡｌ2Ｏ3 ｓｌａｇ ｉｓ ｔｈａｔ ｉｎｓｉｄｅ ｔｈｅ ｂｏｎｄ Ａｌ—
Ｎ—Ａｌ．
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Ａｃｋｎｏｗｌｅｄｇｅｍｅｎｔ

Ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ｉｓ ｓｕｐｐｏｒｔｅｄ ｂｙ Ｔｈｅ Ｃｈｉｎｅｓｅ Ｎａｔｉｏｎａｌ Ｆｏｕｎｄａｔｉｏｎ ｏｆ Ｎａｔｕｒａｌ Ｓｃｉ
ｅｎｃｅ．

Ｔｈｅ ａｕｔｈｏｒｓ ａｒｅ ｖｅｒｙ ｇｒａｔｅｆｕｌ ｔｏ Ｐｒｏｆ Ｗｅｉ ＳｈｏｎＫｕｎ ｆｏｒ ｈｉｓ ｈｅｌｐｆｕｌ ｄｉｓｃｕｓ
ｓｉｏｎ．

Ｒｅｆｅｒｅｎｃｅｓ

［1 ］ Ｊｉａｎｇ Ｇｕｏ Ｃｈａｎｇ． Ｔｈｅ ｓｕｌｐｈｕｒ ｃａｐａｃｉｔｙ ａｎｄ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｏｆ ｓｌａｇ． Ｔｒａｎｓ． ｏｆ ＳＵＴ．
1989，ＮＯ． 3，257 266

［2 ］ Ｋ． Ｉｚｏｇｕｃｈｉ，ｅｔ ａｌ． Ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ａｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ ＮａＯ（ｏｒ ＣａＯ）ＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ｇｌａｓｓｅｓ ｂｙ Ｘｒａｙ
ｐｈｏｔｏｅｌｅｃｔｒｏｎ ｓｐｅｃｔｒｏｓｃｏｐｙ，Ｊ． ｏｆ ＪＩＭ，1984，48，12，1179 1186

［3 ］ Ｊ． Ａ． Ｄｕｆｆｙ，ｅｔ ａｌ． Ａｎ ｉｎｔｅｒｐｒｅｔａｔｉｏｎ ｏｆ ｇｌａｓｓ ｃｈｅｍｉｓｔｒｙ ｉｎ ｔｅｒｍｓ ｏｆ ｔｈｅ ｏｐｔｉｃａｌ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｃｏｎ
ｃｅｐｔ，Ｊ． ＮｏｎＣｒｙｓｔ． Ｓｏｌｉｄｓ，1976，21，373 410

［4 ］ Ｒ． Ｄｒｏｎ． Ａｃｉｄｂａｓｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｎ ｍｏｌｔｅｎ ｓｉｌｃａｔｅｓ． Ｊ． ＮｏｎＣｒｙｓｔ． Ｓｏｌｉｄｓ，1982，53，267

278

［5 ］ Ｐ． Ｂａｌｔａ，ｅｔ ａｌ． Ａｎ ｉｎｔｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ｐｈｙｉｃａｌ． ｃｈｅｍｉｓｔｒｙ ｏｆ ｇｌａｓｓ（ｉｎ Ｃｈｉｎｅｓｅ ｖｅｒｓｉｏｎ），
1983，161 170；220 235

［6 ］ Ｙ． Ｔｓｉｍａｗａｌｏ，ｅｔ ａｌ． Ａｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ ＣａＯＳｉＯ2 ａｎｄ ＣａＯＳｉＯ2 ＣａＦ2 ｇｌａｓｓｅｓ ｂｙ Ｒａｍａｎ ｓｐｅｃ
ｔｒｏｓｃｏｐｙ，Ｊ． ＮｏｎＣｒｙｔ． Ｓｏｌｉｄｓ，1981，41，369 378

［7 ］ Ｈ． Ｇａｙｅ，ｅｔ ａｌ． Ｍｏｄｅｌｉｎｇ ｏｆ ｔｈｅ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｏｆ ｃｏｍｐｌｅｘ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ
ｓｌａｇｓ，2ｎｄ Ｉｎｔ． Ｓｙｍｐ． ｏｎ Ｍｅｔ． Ｓｌａｇｓ ＆ Ｆｌｕｘｅｓ，1984，89 106

［8 ］ Ａ． Ｄ． Ｐｅｌｔｏｎ，ｅｔ ａｌ． Ｃｏｍｐｕｔｅｒ ａｓｓｉｓｔｅｄ ａｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ ｔｈｅ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ａｎｄ
ｐｈａｓｅ ｄｉｇｒａｍ ｏｆ ｓｌａｇｓ，2ｎｄ Ｉｎｔ． Ｓｙｍｐ． ｏｎ Ｍｅｔ． Ｓｌａｇｓ ＆ Ｆｌｕｘｅｓ，1984，281 294

［9 ］ Ｐ． Ｓａｓｔｒｉ，ｅｔ ａｌ． Ａｐｐｌｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｃｅｎｔｒａｌ ａｔｏｍｓ ｍｏｄｅｌ ｔｏ ａｌｕｍｉｎｏｓｉｌｉｃａｔｅ ｍｅｌｔｓ，2ｎｄ Ｉｎｔ．
Ｓｙｍｐ． ｏｎ Ｍｅｔ． Ｓｌａｇｓ ＆ Ｆｌｕｘｅｓ，1984，377 391

［10］ Ｔ． Ｙｏｋｏｋａｗａ，ｅｔ ａｌ． Ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｏｆ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｉｎ ｂｉｎａｒｙ ｓｉｌｉｃａｔｅ ｍｅｌｔｓ，Ｔｒａｎｓ． ＪＩＭ，1969，

10，3 7

［11］ Ｇ． Ｗ． Ｔｏｏｐ，ｅｔ ａｌ． Ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｏｆ ｉｏｎｓ ｉｎ ｓｉｌｉｃａｔｅ ｍｅｌｔｓ，Ｔｒａｎｓ． ＡＩＭＥ，1969，224，

873 887

［12］ Ｃ． Ｒ． Ｍａｓｓｏｎ． Ｔｈｅ ｃｈｅｍｉｓｔｒｙ ｏｆ ｓｌａｇｓ — Ａｎ ｏｖｅｒｖｉｅｗ，2ｎｄ Ｉｎｔ． Ｓｙｍｐ． ｏｎ Ｍｅｔ． Ｓｌａｇｓ ＆
Ｆｌｕｘｅｓ，1984，4 44

［13］ Ｒ． Ｈ． Ｒｅｉｎ ｅｔ ａｌ． Ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｉｎ ｔｈｅ ｌｉｑｕｉｄ ｓｏｌｕｔｉｏｎ ＳｉＯ2 ＣａＯＭｇＯＡｌ2Ｏ3 ａｔ 1 600℃，Ｔｒａｎｓ．
ＡＩＭＥ，1965，233，415 425
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［14］ Ｍ． Ｌ． Ｋａｐｐｏｒ，ｅｔ ａｌ． Ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃ ｖａｌｕｅｓ ａｎｄ ｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｏｆ
ｌｉｑｕｉｄ ｂｉｎａｒｙ ｓｉｌｉｃａｔｅ ｓｙｓｔｅｍｓ，Ａｒｃｈ Ｅｉｓｅｎｈｕｅｔｔｅｎｗｅｓ，1974，45（10），663 669

［15］ Ｆ． Ｄ． Ｒｉｃｈａｒｄｓｏｎ． Ｐｈｙｓｉｃａｌ． ｃｈｅｍｉｓｔｒｙ ｏｆ ｍｅｌｔｓ ｉｎ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｙ，Ａｃａｄｅｍｉｃ Ｐｒｅｓｓ，Ｌｏｎｄｏｎ，
1974，291 307

［16］ Ｔ． Ｆｕｗａ． Ａ ｌａｂｏｒａｔｏｒｙ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ ａｂｏｕｔ ｈｙｄｒｏｇｅｎ ｉｎ ｓｔｅｅｌ ｄｕｒｉｎｇ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ，Ｔｒａｎｓ．
ＪＩＭ，1977，16（10），661 673

［17］ Ｌ． Ｉｔｏ，ｅｔ ａｌ． Ｔｈｅｍｏｄｙｎａｍｉｃｓ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｉｎ ＣａＯＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ｓｌａｇｓ ａｎｄ ｉｔｓ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ
ＦｅＣｓａｔ ｍｅｌｔｓ，Ｍｅｔａｌｌ． Ｔｒａｎｓ． 1988，19Ｂ，419 425

［18］ Ｋ． Ｓｃｈｗｅｒｄｔｆｅｇｅｒ，ｅｔ ａｌ． Ｓｏｌｕｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｉｎ ＣａＯＡｌ2Ｏ3 ｍｅｌｔｓ ｉｎ ｇｒａｐｈｉｔｅ ｃｒｕｉｂｌｅ ａｔ 1

600℃，Ａｒｃｈ． Ｅｉｓｅｎｈｕｅｔｔｅｎｗｅｓ，1974，45（10），649 655
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Ａ Ｌａｂｏｒａｔｏｒｙ Ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ ｏｎ ｔｈｅ
Ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ Ｃａｒｂｏｎ Ｂｅａｒｉｎｇ
ＭｎＯｒｅ Ｌｕｍｐ ｉｎ Ｓｏｌｉｄ Ｓｔａｔｅ?

Ａｂｓｔｒａｃｔ Ａｎ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ ｏｎ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ｃａｒｂｏｎ ｂｅａｒｉｎｇ ＭｎＯｒｅ
ｌｕｍｐ ｉｎ ｓｏｌｉｄ ｓｔａｔｅ ｗａｓ ｃａｒｒｉｅｄ ｏｕｔ ｗｉｔｈ ａ ｖａｒｉｅｔｙ ｏｆ ｒｅｓｅａｒｃｈ ｍｅｔｈｏｄｓ． Ｔｈｅ ｒｅ
ｓｕｌｔｓ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｃａｎ ｂｅ ｄｉｖｉｄｅｄ ｉｎｔｏ ｓｔａｇｅｓ． Ｔｈｅ ｍａｉｎ ｆｅａｔｕｒｅ ｉｎ ｄｉｆｆｅｒ
ｅｎｔ ｓｔａｇｅｓ ｉｓ ｄｉｓｃｕｓｓｅｄ ｉｎ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ． Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｉｓ ｔｈｏｕｇｈｔ
ｔｏ ｂｅ ｃｏｍｐｏｓｅｄ ｏｆ ｔｈｒｅｅ ｓｕｂｐｒｏｃｅｓｓｅｓ． Ｔｈｅ ｏｘｉｄｅ ｔｒａｎｓｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｆｒｏｍ ｈｉｇｈｅｒ
ｖａｌｅｎｃｅ ｔｏ ｌｏｗｅｒ ｖａｌｅｎｃｅ ｐｒｏｇｒｅｓｓｅｓ ｐｕｒｓｕａｎｔ ｔｏ ｕｎｒｅａｃｔｅｄ ｃｏｒｅ ｍｏｄｅｌ． Ｔｈｅ ｍｅｔａｌ
ｓｅｐａｒａｔｉｏｎ ｓｈｏｗｓ ａ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｔｙｐｉｃａｌ ｈｏｍｏｇｅｎｅｏｕｓ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ． Ｔｈｅ
ｓｌａｇ ｐｈａｓｅ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｉｓ ｄｅｔｅｃｔｅｄ ａｓ ｔｈｅ ｏｂｓｅｒｖｅｄ ｇｒａｐｅｌｉｋｅ ｓｐｈｅｒｅ． Ｉｎ ｓｏｍｅ ｃａ
ｓｅｓ，ｔｈｅｓｅ ｔｈｒｅｅ ｓｕｂｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ａｒｅ ｆｏｕｎｄ ｔｏ ｂｅ ｃｏｅｘｉｓｔｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｓａｍｅ ｓａｍｐｌｅ． Ｔｈｅ
ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｍｅｃｈａｎｉｓｍ ｉｓ ａｌｓｏ ｄｉｓｃｕｓｓｅｄ． Ｅｓｓｅｎｔｉａｌｌｙ，ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｉｓ ａ ｇａｓｓｏｌｉｄ
ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｎ ｗｈｉｃｈ ＣＯ ａｃｔｓ ａｓ ａｎ ｉｎｔｅｒｍｅｄｉａｔｅ ａｇｅｎｔ． Ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｅ ｉｎ ｐｒｅｇ
ｎａｎｔ ｐｅｒｉｏｄ ｉｓ ｆｏｕｎｄ ｔｏ ｂｅ ｌｉｍｉｔｅｄ ｂｙ ＣＯ ａｎｄ ＣＯ2 ｔｒａｎｓｆｅｒ ｉｎｓｉｄｅ ｔｈｅ ｌｕｍｐ． Ｆｏｒ
ｔｈｅ ｆａｓｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｐｅｒｉｏｄ ｉｔ ｉｓ ｌｉｍｉｔｅｄ ｂｙ Ｂｏｕｄｏｕａｒｄ ｒｅａｃｔｉｏｎ ａｓ ｗｅｌｌ ａｓ ＣＯ ａｎｄ ＣＯ2

ｔｒａｎｓｆｅｒ ｉｎｓｉｄｅ ｔｈｅ ｌｕｍｐ．

1 Ｉｎｔｒｏｄｕｃｔｉｏｎ

Ｔｈｅ ｐｒｅｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｉｎ ｓｏｌｉｄ ｓｔａｔｅ ｉｓ ａ ｓｉｇｎｉｆｉｃａｎｔ ｐｒｏｃｅｄｕｒｅ ｆｏｒ ｐｒｏｄｕｃｉｎｇ ｆｅｒ
ｒｏａｌｌｏｙ ｔｈｒｏｕｇｈ ｓｍｅｌｔｉｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｉｎ ａ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ． Ｉｔ ｉｓ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｏｐｅｒ
ａｔｉｏｎ ｏｆ ｆｉｎａｌ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｃａｎ ｂｅ ｆａｃｉｌｉｔａｔｅｄ ａ ｌｏｔ ｂｙ ａｄｏｐｔｉｎｇ ｐｒｅｒｅｄｕｃｔｉｏｎ． Ｏｎ ｔｈｅ

 Ｉｎ ｃｏｌｌａｂｏｒａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ Ｊｉａｎｇ Ｇｕｏｃｈａｎｇ，Ｘｕ Ｊｉａｎｌｕｎ． Ｒｅｐｒｉｎｔｅｄ ｆｒｏｍ Ｐｒｏｃ． 6ｔｈ Ｉｎｔ． Ｉｒｏｎ ＆
Ｓｔｅｅｌ Ｃｏｎｇｒ．，ＩＳＩＪ，Ｏｃｔ． 21 26，1990，Ｎａｇｏｙａ，Ｊａｐａｎ，Ｖｏｌ． 1，ｐｐ． 240 247
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ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ｔｏ ｍｏｄｉｆｙ ｔｈｅ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ ｏｆ ｍｉｎｅｒａｌｏｇｉｃ ｐｈａｓｅｓ ｗｉｔｈ ｐｒｅｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｉｓ ａｎ
ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｗａｙ ｔｏ ａｃｃｅｌｅｒａｔｅ ｔｈｅ ｆｉｎａｌ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ［1 ～ 3］． Ｉｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｔｏ ｔｈｉｓ，
ｔｈｅ ｓｕｃｃｅｓｓｆｕｌ ａｐｐｌｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｍｅｔａｌｌｉｚｅｄ ｉｒｏｎ ｐｅｌｌｅｔｓ ｉｎ ＢＦ ｐｒｏｃｅｓｓ［4］ ｉｓ ａ ｃｏｎｖｉｎ
ｃｉｂｌｅ ｅｖｉｄｅｎｃｅ ｔｏ ｓｈｏｗ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｐｒｅｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｆｏｒ ｍｅｌｔｉｎｇ ＨＣＦｅＭｎ ｉｎ ＢＦ ｏｒ Ｍｎ
Ｓｉ ａｌｌｏｙ ｉｎ ＳＡＦ ｗｉｌｌ ｃａｕｓｅ ａｎ ｏｂｖｉｏｕｓ ｉｍｐｒｏｖｅｍｅｎｔ ｉｎ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｉｎｄｉｃｅｓ．

Ｆｏｒ ｄｅｖｅｌｏｐｉｎｇ ｐｒｅｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ ｔｈｉｓ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ ｗａｓ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ
ｔｈｒｏｕｇｈ ａｎ ｉｎ ｌｉｎｅ ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔ ｏｆ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ｗｉｔｈ ａｎ ｏｆｆｇａｓ ａｂｓｏｒｐｔｉｏｎ ｓｙｓ
ｔｅｍ． Ａｆｔｅｒ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｔｈｅ ｍｉｎｅｒａｌｏｇｉｃ ｓｐｅｃｉｅｓ ｉｎ ｔｈｅ ｓａｍｐｌｅｓ ｗｅｒｅ ｉｄｅｎｔｉｆｉｅｄ ｂｙ
ｍｅａｎｓ ｏｆ ａ ｎｅｗ ｄｅｖｅｌｏｐｅｄ ｃｈｅｍｉｃａｌ ｗａｙ ａｎｄ Ｘｒａｙ ｄｉｆｆｒａｃｔｉｏｎ． Ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｅｄ
ｓａｍｐｌｅｓ ｗｅｒｅ ａｌｓｏ ａｎａｌｙｚｅｄ ｗｉｔｈ ＥＰＭＡ ａｎｄ ｏｐｔｉｃａｌ ｍｉｃｒｏｓｃｏｐｅ． Ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ
ｓｃｈｅｍｅ ｉｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｔａｂｌｅ 1． Ｔｈｅ ｍａｉｎ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｏｆ ｕｓｅｄ ｏｒｅ ｉｓ 21. 22% T.

Fe，33. 57% T. Mn，14. 12% ＳｉＯ2 ． Ｔｈｅ ｕｓｅｆｕｌ ｍｉｎｅｒａｌｏｇｉｃ ｐｈａｓｅｓ ａｒｅ ＭｎＯ2

ａｎｄ Ｆｅ2Ｏ3 ．

Ｔａｂｌｅ 1 Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ Ｓｃｈｅｍｅ

Ｒｕｎ
Ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｉｎｓｉｄｅ ｌｕｍｐ

ｏｒｅ ｌｉｍｅ ｃａｒｂｏｎ

Ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ
ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ（℃）

Ｒｅａｃｔｉｏｎ ｔｉｍｅ
（ｍｉｎ）

1 100 20 10 90

2 100 20 20 90

3 100 20 20 90

4 100 20  90

5 100 20 10 1 000 60

6 100 20 20 60

7 100 20 10 30

8 100 20 20 30

11 100 20 10 30

12 100 20 20 90

13 100 20 20 90

14 100 20  90

15 100 20 10

1 100

60

（cont�d）
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Ｒｕｎ
Ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｉｎｓｉｄｅ ｌｕｍｐ

ｏｒｅ ｌｉｍｅ ｃａｒｂｏｎ

Ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ
ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ（℃）

Ｒｅａｃｔｉｏｎ ｔｉｍｅ
（ｍｉｎ）

16 100 20 20 60

17 100 20 10 30

18 100 20 20 30

21 100 20 10 90

22 100 20 20 90

23 100 20 20 90

24 100 20  90

25 100 20 10

1 200

60

26 100 20 20 60

27 100 20 10 30

28 100 20 20 30

Ｎｏｔｅｓ： ｆｉｎｅ ｐａｒｔｉｃｌｅ
 ｎｏ ｃａｒｂｏｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｉｎｓｉｄｅ ｌｕｍｐ，ｂｕｔ ｔｏ ｂｅ ｃｏｖｅｒｅｄ ｗｉｔｈ ｃａｒｂｏｎ ｐａｒｔｉｃｌｅｓ

2 Ｔｈｅ Ｓｔｅｐｗｉｓｅ Ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ Ｒｅａｃｔｉｏｎ ａｎｄ ｔｈｅ Ｆｕｎｃｔｉｏｎ ｏｆ
Ｆｅ ｉｎ Ｆａｃｉｌｉｔａｔｉｎｇ ＭｎＯ Ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ

Ａｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｔａｂｌｅ 1，ｔｈｅｒｅ ａｒｅ ｔｗｏ ｇｒｏｕｐｓ． Ｒｕｎ 1 4 ａｎｄ 11，12，14 ｍａｋｅ
ｕｐ ａ ｃａｔｅｇｏｒｙ ｏｆ ｗｅａｋｅｒ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｃａｓｅｓ． Ａｎｄ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒｓ ａｒｅ ｏｆ ｓｔｒｏｎｇｅｒ ｒｅｄｕｃ
ｔｉｏｎ ｃａｓｅｓ． Ｔｈｅ ｉｎ ｌｉｎｅ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｃｕｒｖｅｓ ｏｆ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ｕｎｄｅｒ ｖａｒｉｏｕｓ ｃｏｎｄｉ
ｔｉｏｎｓ ａｒｅ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 1． Ｏｂｖｉｏｕｓｌｙ，ｔｈｅ ｗｈｏｌｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｉｎ ｗｅａｋｅｒ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｃａ
ｓｅｓ ｃａｎ ｂｅ ｄｉｖｉｄｅｄ ｉｎｔｏ 3 ｓｔｅｐｓ，ｎａｍｅｌｙ，ｐｒｅｇｎａｎｔ ｐｅｒｉｏｄ，ｆａｓｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｐｅｒｉｏｄ
ａｎｄ ｆｉｎａｌ ｐｅｒｉｏｄ． Ｃｏｍｐａｒａｔｉｖｅｌｙ，ｔｈｅ ｐｒｅｇｎａｎｔ ｐｅｒｉｏｄ ｉｎ ｓｔｒｏｎｇｅｒ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｃａｓｅｓ
ｉｓ ｎｏｔ ｓｏ ｃｌｅａｒ，ｏｎｌｙ ｔｗｏ ｐｅｒｉｏｄｓ ａｒｅ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ．

Ｔｈｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ａｎｄ ｔｈｅ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ ｅｖｉｄｅｎｃｅｓ ｏｆ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｉｎ ｖａｒｉｏｕｓ
ｐｅｒｉｏｄｓ ａｒｅ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｔａｂｌｅ 2．
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Ｆｉｇ． 1 Ｔｈｅ ｉｎ ｌｉｎｅ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ｃｕｒｖｅｓ

Ｔａｂｌｅ 2 Ｔｈｅ ｆｅａｔｕｒｅ ｏｆ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｉｎ ｖａｒｉｏｕｓ ｐｅｒｉｏｄｓ ａｎｄ ｉｔｓ ｅｖｉｄｅｎｃｅｓ

ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ
ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ

ｐｅｒｉｏｄ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｆｅａｔｕｒｅｓ ｅｖｉｄｅｎｃｅｓ

ｗｅａｋｅｒ

ｐｒｅｇｎａｎｔ

1. ａｎ ｕｎｓｔａｂｌｅ ｈｅａｔ ｔｒａｎｓｆｅｒ
ｐｒｏｃｅｓｓ ｕｎｄｅｒ ａ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ
ｌｏｗｅｒ ｔｈａｎ ｔｈｅ ｇｉｖｅｎ ｏｎｅ

2. ＭｎＯ2→Ｍｎ2Ｏ3（ｉｎｃｏｍｐｌｅｔｅ）
3. Ｆｅ2Ｏ3 → Ｆｅ3Ｏ4 → ＦｅＯ（ｉｎ

ｃｏｍｐｌｅｔｅ）

1. ｎＣＯ ／ ｎＣＯ2
ｔｏｏ ｌｏｗ，ｓｅｅ Ｆｉｇ． 9

2. ｆｏｒ ＭｎＯ2→Ｍｎ2Ｏ3 ｃｏｍｐｌｅｔｌｅｙ Ｒ
= 17% ，ｆｏｒ Ｆｅ2Ｏ3→ＦｅＯ ｃｏｍ
ｐｌｅｔｅｌｙ R = 10. 6% ，ｆｏｒ ｅｎｄｉｎｇ
ｐｒｅｇｎａｎｔ ｐｅｒｉｏｄ ｔｈｅ ｍｅａｓｕｒｅｄ Ｒ
ｉｓ ａｂｏｕｔ 10%

ｆａｓｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ

1. Ｍｎ2Ｏ3→Ｍｎ3Ｏ4→ＭｎＯ（ｉｎ
ｃｏｍｐｌｅｔｅ）

2. Ｆｅ3Ｏ4 → ＦｅＯ→ Ｆｅ（ｉｎｃｏｍ
ｐｌｅｔｅ）

1. ｆｏｒ Ｆｅ ｓｅｐａｒａｔｉｏｎ ｃｏｍｐｌｅｔｌｅｙ Ｒ =
32% ，ｆｏｒ ＭｎＯ2ＭｎＯ ｃｏｍｐｌｅｔｅｌｙ
Ｒ = 34%，ａｔ ｔｈｅ ｅｎｄ ｏｆ ｔｈｉｓ ｐｅｒｉ
ｏｄ Ｒ = 45% - 50%

2. ｍｅｔａｌｌｉｃ Ｆｅ ｗａｓ ｄｅｔｅｃｔｅｄ
3. Ｆｉｇ． 2

ｆｉｎａｌ

1. Ｍｎ3Ｏ4→ＭｎＯ
2. ＦｅＯ→Ｆｅ

1. ｔｈｅ ｆｉｎａｌ Ｒ = 66%
2. Ｆｉｇ． 2
3. ｉｒｏｎ ｂａｓｅｄ ｍｅｔａｌｌｉｃ ｐｈａｓｅ，Ｔａｂｌｅ

3

ｓｔｒｏｎｇｅｒ

ｆａｓｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ

ａｌｌ ｒｅａｃｔｉｏｎｓ ｈａｐｐｅｎｉｎｇ ｉｎ ｗｅａ
ｋｅｒ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｔｏ ｂｅ ｖｉｅｗｅｄ ｔｈｅ
ｐｒｏｇｒｅｓｓｉｏｎ ｉｎ ｖａｒｉｏｕｓ ｐａｒｔｓ ｄｉｆ
ｆｅｒｓ ｆｒｏｍ ｅａｃｈ ｏｔｈｅｒ ａ ｌｏｔ

1. ａｔ ｔｈｅ ｅｎｄ Ｒ = 60% - 65%
2. Ｆｉｇ． 2
3. Ｆｉｇ． 4

ｆｉｎａｌ

1. ｍａｉｎ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｓ ＭｎＯ→Ｍｎ
2. ｎｏ ｃａｒｂｉｄｅ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ
3. ｉｒｏｎ ｂａｓｅｄ ｍｅｔａｌ
4. ｓｌａｇ ｐｈａｓｅ ｅｍｅｒｇｅｓ

1. Ｆｉｇ． 2
2. Ｔａｂｌｅ 3
3. Ｆｉｇ． 8

Ｎｏｔｅ：Ｒ—ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ



８０９　　

二

研

究

论

文

Ｔｈｅ ｒｅｓｅａｒｃｈ ｉｓ ｓｕｐｐｏｒｔｅｄ ｂｙ Ｔｈｅ Ｎａｔｉｏｎａｌ Ｆｏｕｎｄａｔｉｏｎ ｏｆ Ｎａｔｕｒａｌ Ｓｃｉｅｎｃｅ．
Ｉｎ ｔｈｉｓ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ，ａ ｐｈｅｎｏｍｅｎｏｎ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 2，ｔｈａｔ ｔｈｅ ｃｏｎｔｅｎｔ ｏｆ

ＭｎＯ ｉｎ ｌｕｍｐｓ ｔｅｎｄｓ ｔｏ ｄｅｃｒｅａｓｅ ｂｕｔ ｔｈｅ ｍｅｔａｌｌｉｚｉｎｇ ｒａｔｉｏ ｉｓ ｉｎｃｒｅａｓｅｄ ｍｏｒｅ ｅｖｅｎ
ｉｆ ｔｈｅ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｉｓ ｏｎｌｙ ｈｉｇｈｅｒ ｔｈａｎ 1 100℃，ｗａｓ ｆｏｕｎｄ． Ｔｈｉｓ ｉｓ ｒｅｓｕｌｔｅｄ ｆｒｏｍ
ｔｈａｔ ｍｕｃｈ ｉｒｏｎ ｉｓ ｃｏｎｔａｉｎｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｕｓｅｄ ｍａｎｇａｎｅｓｅ ｏｒｅ． Ｆｉｇ． 3 ｄｉｓｐｌａｙｓ ｔｈｅ ｓｏ
ｃａｌｌｅｄ ｅｌｅｍｅｎｔ ｓｈｉｆｔ ｐｈｅｎｏｍｅｎｏｎ ｉｎ ｍｉｃｒｏ ｒｅｇｉｏｎ ｄｕｒｉｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ．
Ｎａｍｅｌｙ，ｉｒｏｎ ｓｅｐａｒａｔｅｓ ｉｎ ａｄｖａｎｃｅ ａｎｄ ｔｈｉｓ ｉｎ ｔｕｒｎ ｃａｕｓｅｓ ｔｈｅ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ % Mn ｉｎ
ｔｈｅ ａｄｊａｃｅｎｔ ｒｅｓｉｄｕａｌ ｏｘｉｄｅ ｐｈａｓｅ． Ｔｈｅｎ ｔｈｅ ｃｏｎｔｅｎｔ ｏｆ Ｍｎ ｉｎ ｓｅｐａｒａｔｅｄ ｍｅｔａｌｌｉｃ
ｐｈａｓｅ ｇｒａｄｕａｌｌｙ ｇｏｅｓ ｕｐ． Ｉｎ ｆａｃｔ，ａｓ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ ｂｙ ＥＰＭＡ（Ｔａｂｌｅ 3）ｔｈｅ ｓｅｐａｒａ
ｔｅｄ ｍｅｔａｌｌｉｃ ｐｈａｓｅ ｉｎ ｔｈｅ ｓａｍｐｌｅ ｒｅｄｕｃｅｄ ｉｎ ｓｔｒｏｎｇｅｒ ｃａｓｅｓ ｆｏｒ 90 ｍｉｎ ｉｓ ｓｔｉｌｌ ｉｒｏｎ
ｂａｓｅｄ． Ｈｅｎｃｅ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｂｅｇｉｎｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｅｎｄ ｔｈｅ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｍａｎｇａｎｅｓｅ ｉｎ ｓｅｐａｒａ
ｔｅｄ ｍｅｔａｌｌｉｃ ｐｈａｓｅ ｉｓ ａｌｗａｙｓ ｑｕｉｔｅ ｌｏｗ． Ｔｈｉｓ ｃｏｎｓｅｑｕｅｎｔｌｙ ｃａｕｓｅｓ ａ ｌｏｗｅｒ ｓｔａｒｔｉｎｇ
ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｆ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｎ ｔｈｉｓ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ，ａｎｄ ｔｈｉｓ ｉｓ ｅｘａｃｔｌｙ ｔｈｅ ｗａｙ ｏｆ Ｆｅ ｃｏ
ｅｘｉｓｔｉｎｇ ｉｎ ｏｒｅ ｔｏ ｐｒｏｍｏｔｅ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ＭｎＯ．

Ｆｉｇ． 2 Ｔｈｅ ｃｈｅｍｉｃａｌ ｗａｙ ａｎａｌｉｚｅｄ
% MnO ｉｎｓｉｄｅ ｌｕｍｐ ａｎｄ
ｍｅｔａｌｌｉｚｉｎｇ ｄｅｇｒｅｅ

ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ
ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ

ｏｒｅ: ｃａｒｂｏｎ
ｉｎｓｉｄｅ ｌｕｍｐ

1 000℃ · 100: 10
1 100℃ · 100: 10
1 100℃ ｘ 100: 20
1 200℃ ｖ 100: 20

Ｆｉｇ． 3 Ｔｈｅ ｅｌｅｍｅｎｔ ｓｈｉｆｔ ｐｈｅｎｏｍｅｎｏｎ ｉｎ
ｍｉｃｒｏ ｒｅｇｉｏｎ ｄｕｒｉｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ
（ｄｅｔｅｃｔｉｏｎ ｏｆ ＥＰＭＡ）
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Ｔａｂｌｅ 3 Ｔｈｅ ＥＰＭＡ ｐｏｉｎｔ ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔ ｒｅｓｕｌｔ ｏｆ ｍｅｔａｌｌｉｃ ｐｈａｓｅ

Ｒｕｎ 22 28 3 23

% Fe（average） 73. 08 97. 11 97. 43 85. 66

% Mn（average） 20. 73 0. 98 0. 52 11. 55

% C 0. 91 1. 03 0. 67 0. 86 0. 57 1. 32 1. 37 2. 35

3 Ｔｈｅ Ｔｈｒｅｅ Ｓｕｂｐｒｏｃｅｓｓｅｓ

Ｔｈｅ ｗｈｏｌｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ ｗａｓ ｒｅｖｅａｌｅｄ ａｓ ｃｏｍｐｏｓｅｄ ｏｆ ｔｈｒｅｅ ｓｕｂｐｒｏｃｅｓ
ｓｅｓ：ｔｈｅ ｔｒａｎｓｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｏｘｉｄｅ ｆｒｏｍ ｈｉｇｈｅｒ ｖａｌｅｎｃｙ ｔｏ ｌｏｗｅｒ ｖａｌｅｎｃｙ，ｔｈｅ ｓｅｐａ

Ｆｉｇ． 4 Ｔｈｅ Ｘｒａｙ ｄｉｆｆｒａｃｔｉｏｎ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ Ｒｕｎ 2 ａｎｄ 22

ｒａｔｉｏｎ ｏｆ ｍｅｔａｌ ａｎｄ ｔｈｅ ｆｏｒｍａ
ｔｉｏｎ ｏｆ ｓｌａｇ ｐｈａｓｅ． Ｆｉｇ． 4 ｉｎｄｉ
ｃａｔｅｓ ｔｈａｔ Ｍｎ2Ｏ3，Ｍｎ3Ｏ4，

ＭｎＯ ａｎｄ Ｆｅ ｃｏｅｘｉｓｔ ｉｎ ｔｈｅ
ｓａｍｐｌｅ ｏｆ Ｒｕｎ 2． Ｉｎ ｔｈａｔ ｏｆ
Ｒｕｎ 22，ｈｏｗｅｖｅｒ，ｎｏｔ ｏｎｌｙ
ｔｈｅ ｆｏｒｍｅｄ ｓｌａｇ ｐｈａｓｅ ｂｕｔ ａｌｓｏ
ｓｏｍｅ ｒｅｓｉｄｕａｌ ｏｘｉｄｅ ｗｉｔｈ
ｈｉｇｈｅｒ ｖａｌｅｎｃｅ ｃａｎ ｂｅ ｖｉｅｗｅｄ．

Ｔｈｉｓ ｐｈｅｎｏｍｅｎｏｎ ｐｏｉｎｔｓ ｏｕｔ ｔｈａｔ ｔｈｅｓｅ ｔｈｒｅｅ ｓｕｂｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｄｅｖｅｌｏｐ ｓｉｍｕｌｔａｎｅｏｕｓ
ｌｙ ｉｎ ｔｈｅ ｗｈｏｌｅ ｓａｍｐｌｅ，ｍｅａｎｗｈｉｌｅ ｉｎ ｖｉｅｗ ｏｆ ａ ｍｉｃｒｏ ｒｅｇｉｏｎ ｔｈｅｙ ｈａｐｐｅｎ ｏｎｅ
ｂｙ ｏｎｅ．

3. 1 Ｔｈｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｔｒａｎｓｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｍａｎｇａｎｅｓｅ ｏｘｉｄｅ ｆｒｏｍ
ｈｉｇｈｅｒ ｖａｌｅｎｃｙ ｔｏ ｌｏｗｅｒ ｖａｌｅｎｃｙ

Ｆｉｇ． 5 ｉｓ ｔｈｅ ｔｙｐｉｃａｌ ｆｅａｔｕｒｅ ｏｆ ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ Ｍｎ2Ｏ2→Ｍｎ3Ｏ4 ｕｎｄｅｒ ｏｐｔｉｃａｌ ｍｉ

ｃｒｏｓｃｏｐｅ． Ａｎｄ Ｆｉｇ． 6． ｉｓ ｔｈａｔ ｏｆ ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ Ｍｎ3Ｏ4→ＭｎＯ． Ｆｏｒ ｃｈｅｃｋ ｕｐ，ＥＰ
ＭＡ ｗａｓ ｕｓｅｄ ａｌｓｏ ｔｏ ｍａｋｅ ｐｏｉｎｔ ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔ ｏｎ ｔｈｅ ｐａｒｔｉｃｌｅ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 6． Ｉｔ
ｗａｓ ｆｏｕｎｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｏｆ % Mn ｉｎ ｔｈｅ ｃｏｒｅ ａｎｄ ｉｎ ｉｔｓ ｐｅｒｉｐｈｅｒｙ ｉｓ ａｂｏｕｔ 0．
91． Ｔｈｉｓ ｉｓ ｊｕｓｔ ｔｈｅ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｏｆ % Mn ｉｎ Ｍｎ3Ｏ4 ａｓ ｗｅｌｌ ａｓ ｉｎ ＭｎＯ．
Ｈｅｎｃｅ ｗｅ ｃｌａｉｍ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｔｒａｎｓｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｍａｎｇａｎｅｓｅ ｏｘｉｄｅ ｐｒｏｇｒｅｓｓｅｓ ｐｕｒｓｕａｎ



８１１　　

二

研

究

论

文

ｔｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｕｎｒｅａｃｔｅｄ ｃｏｒｅ ｍｏｄｅｌ．

Ｆｉｇ． 5 Ｔｈｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ＭｎＯ2→Ｍｎ3Ｏ4

（1 000℃，30 ｍｉｎ，ｏｐｔｉｃａｌ ｍｉｃｒｏｓｃｏ
ｐｙ，ｐｏｌａｒｉｚｅｄ ｌｉｇｈｔ）ｏｂｅｙｉｎｇ ｕｎｒｅａｃｔ
ｅｄ ｃｏｒｅ ｍｏｄｅｌ，ｂｌａｃｋ ｏｒ ｄａｒｋｂｒｏｗｎ
—ＭｎＯ2 ａｎｄ Ｍｎ2Ｏ3，ｒｅｄｂｒｏｗｎ —
Ｍｎ3Ｏ4

Ｆｉｇ． 6 Ｔｈｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ Ｍｎ3Ｏ4→ＭｎＯ
（1 000℃，30 ｍｉｎ，ｏｐｔｉｃａｌ ｍｉｃｒｏｓ
ｃｏｐｙ，ｐｏｌａｒｉｚｅｄ ｌｉｇｈｔ） ｏｂｅｙｉｎｇ ｕｎ
ｒｅａｃｔｅｄ ｃｏｒｅ ｍｏｄｅｌ，ｒｅｄｂｒｏｗｎ —
Ｍｎ3Ｏ4，ｇｒｅｅｎ — ＭｎＯ

3. 2 Ｔｈｅ ｓｅｐａｒａｔｉｏｎ ｏｆ ｍｅｔａｌｌｉｃ ｐｈａｓｅ

Ｉｎｉｔｉａｌｌｙ ｍｏｓｔ ｏｆ ｔｈｅ ｓｅｐａｒａｔｅｄ ｍｅｔａｌｌｉｃ ｐａｒｔｉｃｌｅｓ ａｒｅ ｏｆ ｉｒｒｅｇｕｌａｒ ｓｈａｐｅｄ．
Ａｎｄ ｔｈｅｙ ｓｐｒｅａｄ ｏｕｔ ｉｎｓｉｄｅ ｓｍａｌｌｅｒ ｏｘｉｄｅ ｐａｒｔｉｃｌｅｓ ｏｒ ａｒｏｕｎｄ ｓｏｍｅ ｂｉｇｇｅｒ ｏｘｉｄｅ
ｐａｒｔｉｃｌｅｓ ｏｒ ｎｅａｒ ｉｔｓ ｉｎｔｅｒｎａｌ ｃｒａｃｋｓ． Ｆｏｒ ａ ｐｒｏｌｏｎｇｅｄ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｔｉｍｅ ｏｒ ｆｏｒ ａ ｓｔｒｏｎ
ｇｅｒ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ ｓｕｃｈ ａ ｐｈｅｎｏｍｅｎｏｎ，ｔｈａｔ ｍｕｃｈ ｂｕｔ ｎｏｔ ｂｉｇ ｓｅｐａｒａｔｅｄ ｍｅ
ｔａｌｌｉｃ ｐａｒｔｉｃｌｅｓ ｓｃａｔｔｅｒ ｉｎｓｉｄｅ ｌａｒｇｅｒ ｏｘｉｄｅ ｐａｒｔｉｃｌｅｓ，ｗａｓ ｒｅｖｅａｌｅｄ ａｓ Ｆｉｇ． 7． Ｃｅｎ
ｔａｉｎｌｙ ｔｈｉｓ ｉｓ ｔｈｅ ｆｅａｔｕｒｅ ｏｆ ａ ｈｏｍｏｇｅｎｅｏｕｓ ｒｅａｃｔｉｏｎ． Ｉｎ ｔｈｅ ｓｔｒｏｎｇｅｓｔ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ
ｃａｓｅ ｔｈｅ ａｇｇｌｏｍｅｒａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｅｐａｒａｔｅｄ ｍｅｔａｌ ｗａｓ ｄｉｓｃｏｖｅｒｅｄ． Ｉｔ ｉｓ ｅｖｅｎ ａｂｌｅ ｔｏ ｅｎ
ｃｉｒｃｌｅ ｔｈｅ ｒｅｓｉｄｕａｌ ｏｘｉｄｅ ａｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 8．

Ｆｉｇ． 7 Ａ ｐｈｅｎｏｍｅｎｏｎ ｓｈｏｗｉｎｇ ｈｏｍｏｇｅ
ｎｅｏｕｓ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ ｄｕｒｉｎｇ ｍｅｔ
ａｌ ｓｅｐａｒａｔｉｏｎ

Ｆｉｇ． 8 Ｔｈｅ ａｇｇｌｏｍｅｒａｔｉｏｎ ｏｆ ｍｅｔａｌｌｉｃ
ｐｈａｓｅ ａｎｄ ｔｈｅ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｌａｇ
ｐｈａｓｅ（ｏｐｔｉｃａｌ ｍｉｃｒｏｓｃｏｐｙ）
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3. 3 Ｔｈｅ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｌａｇ ｐｈａｓｅ

Ｉｎ Ｆｉｇ． 8 ｔｈｅ ｇｒｅｅｎ ｒｅｓｉｄｕａｌ ｏｘｉｄｅ ｉｓ ｃｌｅａｒｌｙ ｏｆ ｇｒａｐｅｌｉｋｅ． Ｐｕｒｓｕａｎｔｉｎｇ ｔｏ ＥＰ
ＭＡ ｉｔ ｉｓ ｕｎｒｅｄｕｃｅｄ ＭｎＯ． Ａｎｄ ａｍｏｎｇ ｔｈｅ ｇｒａｐｅｌｉｋｅ ｓｐｈｅｒｅ ｔｈｅｒｅ ｉｓ ｔｈｅ ｆｏｒｍｅｄ
ｓｌａｇ ｐｈａｓｅ — ａ ｓｉｌｉｃａｔｅ．

4 Ｗｈｅｔｈｅｒ ｉｔ ｉｓ ａ ＳｏｌｉｄＳｏｌｉｄ Ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｒ ａ Ｇａｓｓｏｌｉｄ Ｒｅａｃｔｉｏｎ

Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｉｓ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ｃａｒｂｏｎ ｂｅａｒｉｎｇ ｍａｎｇａｎｅｓｅ ｏｒｅ
ｌｕｍｐ ｉｓ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ｔｏ ｂｅ ａ ｇａｓｓｏｌｉｄ ｒｅａｃｔｉｏｎ． Ｔｈｉｓ ｃｌａｉｍ ｃａｎ ｂｅ ｅｌｕｃｉｄａｔｅｄ ｂａｓｅｄ
ｏｎ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｐｈｅｎｏｍｅｎａ．
（1）Ａｓ Ｆｉｇ． 1 ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ｏｆ Ｒｕｎ 4 ｉｓ ｏｎｌｙ ｓｌｉｇｈｔｌｙ ｓｍａｌｌｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ

ｏｆ Ｒｕｎ 1． Ａｎｄ ｉｔ ｉｓ ｔｈｅ ｓａｍｅ ｆｏｒ ｔｈｅ ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ Ｒｕｎ 14 ａｎｄ 11． Ｃｏｎ
ｔｒａｒｉｌｙ，ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ｏｆ Ｒｕｎ 24 ｉｓ ｌａｒｇｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｏｆ Ｒｕｎ 21． Ｉｎ ｆａｃｔ，ｔｈｅｒｅ
ｗｅｒｅ ｎｏ ｃａｒｂｏｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｉｎｓｉｄｅ ｔｈｅ ｌｕｍｐ ｏｆ Ｒｕｎ 4，14，24． Ｉｆ ｔｈｅ ｐｒｏｇｒｅｓｓｉｏｎ ｏｆ
ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｄｅｐｅｎｄｅｄ ｕｐｏｎ ｔｈｅ ｄｉｆｆｕｓｓｉｏｎ ｏｆ ｃａｒｂｏｎ ｉｎ ｓｏｌｉｄ ｓｔａｔｅ，ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａ
ｔｉｏ ｏｆ Ｒｕｎ 4，14，24 ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｑｕｉｔｅ ｌｏｗ ｂｅｃａｕｓｅ ｔｈｅ ｄｉｆｆｕｓｓｉｏｎ ｄｉｓｔａｎｃｅ ｉｎ ｔｈｅｓｅ
ｃａｓｅｓ ｉｓ ｑｕｉｔｅ ｌｏｎｇ．
（2）Ｉｎ ｗｅａｋｅｒ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｃａｓｅｓ ｔｈｅ ｔｒａｎｓｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｏｘｉｄｅ ｖａｌｅｎｃｙ ｐｒｏｇｒｅｓ

ｓｅｓ ｄｕｒｉｎｇ ｐｒｅｇｎａｎｔ ｐｅｒｉｏｄ ａｎｄ ｔｈｅ ｐｒｅｃｅｄｉｎｇ ｓｔａｇｅ ｏｆ ｆａｓｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｐｅｒｉｏｄ． Ｉｔ ｉｓ
ｗｅｌｌ ｋｎｏｗｎ ｔｈａｔ ｆｒｏｍ ＭｎＯ2 ｔｏ Ｍｎ2Ｏ3 ｔｈｅｒｅ ａｒｅ ａ ｖｏｌｕｍｅ ｅｘｐａｎｓｉｏｎ ｏｆ 5%，

ｆｒｏｍ Ｍｎ2Ｏ3 ｔｏ Ｍｎ3Ｏ4 ａ ｖｏｌｕｍｅ ｓｈｒｉｎｋａｇｅ ｏｆ 2. 3% ｃｏｍｅｓ ａｂｏｕｔ ａｎｄ ｆｉｎａｌｌｙ
ｆｒｏｍ Ｍｎ3Ｏ4 ｔｏ ＭｎＯ ａｎｏｔｈｅｒ ｖｏｌｕｍｅ ｓｈｒｉｎｋａｇｅ ｏｆ 11. 7% ｅｍｅｒｇｅｓ［5］． Ｓｏ ｔｈｉｓ
ｔｒａｎｓｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｈａｓ ｔｏ ｂｅ ａｃｃｏｍｐａｎｉｅｄ ｂｙ ａ ｄｒａｍａｔｉｃａｌ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ ｉｎｔｅｒｎａｌ ｐｏｒｏｓｉ
ｔｙ ａｎｄ ｗｈｉｃｈ ｉｎ ｔｕｒｎ ｒｅｓｕｌｔ ｉｎ ｔｈｅ ｆａｃｉｌｉｔａｔｉｏｎ ｏｆ ｇａｓ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｉｎｓｉｄｅ ｔｈｅ ｏｘｉｄｅ
ｐｈａｓｅ． Ｉｆ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｄｅｐｅｎｄｅｄ ｏｎ ｃａｒｂｏｎ ｄｉｆｆｕｓｓｉｏｎ ｉｎ ｓｏｌｉｄ ｓｔａｔｅ，ｔｈｅ ｉｎｃｒｅａｓｅ
ｏｆ ｉｎｔｅｒｎａｌ ｐｏｒｏｓｉｔｙ ｓｈｏｕｌｄ ｏｂｓｔｒｕｃｔ ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ．
（3）Ｆｉｇ． 5 7 ａｒｅ ｎａｔｕｒａｌｌｙ ｔｈｅ ｅｖｉｄｅｎｃｅｓ ｃｌａｉｍｉｎｇ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｄｅ

ｐｅｎｄｓ ｕｐｏｐ ｔｈｅ ａｃｔｉｏｎ ｏｆ ＣＯ． Ｆｕｒｔｈｅｒｍｏｒｅ，ｔｈｅ ｒｅａｓｏｎ ｏｆ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｔｏ ｂｅ
ｃｏｎｖｅｒｔｅｄ ｆｒｏｍ ｕｎｒｅａｃｔｅｄ ｃｏｒｅ ｍｏｄｅｌ ｔｏ ａ ｈｏｍｏｇｅｎｅｏｕｓ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ ｃａｎ ｂｅ
ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ａｓ ｔｈｅ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ ｉｎｔｅｒｎａｌ ｐｏｒｏｓｉｔｙ．
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5 Ｔｈｅ Ｒａｔｅ Ｌｉｍｉｔｉｎｇ Ｒｉｎｇ

5. 1 Ｔｈｅ ｒａｔｅ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｒｉｎｇ ｏｆ ｐｒｅｇｎａｎｔ ｐｅｒｉｏｄ

Ｉｎ ｐｒｅｇｎａｎｔ ｐｅｒｉｏｄ ｔｈｅ ｒａｔｅ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｒｉｎｇ ｉｓ ｒｅｌａｔｅｄ ｔｏ ｔｗｏ ｆｅａｔｕｒｅｓ ｏｆ ｒｅｄｕｃ
ｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ． Ｏｎｅ ｏｆ ｔｈｅｍ ａｓ ａｆｏｒｅｍｅｎｔｉｏｎｅｄ ｉｓ ａ ｐｏｏｒ ｐｏｒｏｓｉｔｙ ｉｎｓｉｄｅ ｔｈｅ ｏｘｉｄｅ
ｐｈａｓｅ． Ａｎｄ ｔｈｅ ｓｅｃｏｎｄ ｉｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｒｅａｌ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ ｉｓ ｅｖｅｎ ｗｅａｋｅｒ ｔｈａｎ
ｔｈｅ ｇｉｖｅｎ ｏｎｅ．

Ｃ． Ｂｒｙｋ ｅｔ ａｌ． ｒｅｐｏｒｔｅｄ ａ ｐａｐｅｒ ｗｈｉｃｈ ｃｏｎｃｅｒｎｅｄ ｔｈｅ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｍｅａｓｕｒｅ
ｍｅｎｔ ａｔ ｔｈｅ ｃｅｎｔｅｒ ｏｆ ａ ｃａｒｂｏｎ ｂｅａｒｉｎｇ ｉｒｏｎ ｐｅｌｌｅｔ ｄｕｒｉｎｇ ｉｔｓ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ． Ｔｈｅｙ ｉｎｄｉ
ｃａｔｅｄ ｔｈａｔ ｉｆ ｔｈｅ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｆ ｆｕｒｎａｃｅ ｗａｓ ｇｉｖｅｎ ａｓ 1 000 1 100℃，ｆｏｒ ｒａｉｓｉｎｇ
ｔｈｅ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ａｔ ｔｈｅ ｃｅｎｔｅｒ ｏｆ ａ ｐｅｌｌｅｔ ｗｉｔｈ ｄｉａｍｅｔｅｒ ｏｆ 19 32 ｍｍ ｕｐ ｔｏ 900 1

000℃，10 16 ｍｉｎ ｗａｓ ｎｅｅｄｅｄ［6］． Ｔｈｕｓ ｉｎ ｔｈｉｓ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｄｕｒｉｎｇ
ｐｒｅｇｎａｎｔ ｐｅｒｉｏｄ ｉｓ ｓｕｃｈ ａ ｏｎｅ ｐｒｏｇｒｅｓｓｉｎｇ ｕｎｄｅｒ ａｎ ｕｎｓｔａｂｌｅ ｈｅａｔ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｃｏｎｄｉ
ｔｉｏｎ． Ｉｎ ｓｕｃｈ ａ ｃａｓｅ，ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｉｔｓｅｌｆ ｉｓ ｗｈｅｔｈｅｒ ａ ｒａｔｅ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｒｉｎｇ ｏｒ ｏｎｅ ｏｆ
ｔｈｅ ｒｉｎｇｓ？Ａ ｆｕｒｔｈｅｒ ｊｕｄｇｅｍｅｎｔ ｉｓ ｎｅｅｄｅｄ ｆｏｒ ｔｈｉｓ ｐｒｏｂｌｅｍ．

Ｉｔ ｉｓ ｗｅｌｌ ｋｎｏｗｎ，ｔｈａｔ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｉｓ ｕｓｅｆｕｌ ｆｏｒ ｔｈｅ ｊｕｄｇｅｍｅｎｔ ｏｆ
ｒａｔｅ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｒｉｎｇ ｉｆ ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｐｒｏｇｒｅｓｓｅｓ ａｌｏｎｇ ｕｎｒｅａｃｔｅｄ ｃｏｒｅ ｍｏｄｅｌ［7］．

t / tf =［（1 - R）1 /3］+ Q2［1 + 2（1 - R）- 3（1 - R）2 /3］ （1）

Ｈｅｒｅ，Ｒ ｄｅｎｏｔｅｓ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ，ｔ ｄｅｎｏｔｅｓ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｔｉｍｅ ，ｔｆ ｉｓ ｔｈｅ ｔｉｍｅ ｎｅｅｄｅｄ ｔｏ

ｒａｉｓｅ Ｒ ｔｏ 100% ． Q 2 ｉｓ ｔｈｅ ｃｒｉｔｅｒｉｏｎ ｆｏｒ ｊｕｄｇｅｍｅｎｔ． Ｉｆ Q2 < 1，ｔｈｅ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｒｉｎｇ
ｉｓ ｔｈｅ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｏｆ ｇａｓ ｔｈｒｏｕｇｈ ｐｏｒｏｕｓ ｓｏｌｉｄ ｐｒｏｄｕｃｔ ｌａｙｅｒ． Ａｓ ｔｈｅ ａｂｏｖｅ ｄｉｓｃｕｓ
ｓｉｏｎ，ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｄｕｒｉｎｇ ｐｒｅｇｎａｎｔ ｐｅｒｉｏｄ ｄｏｅｓ ｏｂｅｙ ｕｎｒｅａｃｔｅｄ ｃｏｒｅ ｍｏｄｅｌ． Ａｎｄ
ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｆｏｒ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｏｆ ｇａｓ ｉｎｓｉｄｅ ｌｕｍｐ ｉｓ ｓｉｍｉｌａｒ ｔｏ ｔｈａｔ ｉｎ ｓｏｌｉｄ ｐｒｏｄｕｃｔ
ｌａｙｅｒ． Ｔｈｅｓｅ ｔｗｏ ｐｏｉｎｔｓ ｍａｋｅ ｕｓ ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｔｏ ｕｔｉｌｉｚｅ Ｅｑ． （1） ｓａｆｅｌｙ ｉｎ ｊｕｄｇｅ
ｍｅｎｔ．

Ｕｓｉｎｇ Ｒ1 ｔｏ ｄｅｎｏｔｅ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ａｔ ｔｈｅ ｅｎｄ ｏｆ ｐｒｅｇｎａｎｔ ｐｅｒｉｏｄ ａｎｄ ｔ1 ｔｏ
ｄｅｎｏｔｅ ｔｈｅ ｌａｓｔｉｎｇ ｔｉｍｅ ｏｆ ｐｒｅｇｎａｎｔ ｐｅｒｉｏｄ ｗｅ ｈａｖｅ tf = 100t1 /R1 . Ｔａｋｉｎｇ Ｒｕｎ 1

ａｓ ａｎ ｅｘａｍｐｌｅ ｔｏ ｃａｌｃｕｌａｔｅ Q 2 ｇｏｔ ｉｔ ｗａｓ ａｂｏｕｔ 25． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ，ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｄｕｒ
ｉｎｇ ｐｒｅｇｎａｎｔ ｐｅｒｉｏｄ ｉｓ ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｇａｓ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｉｎｓｉｄｅ ｌｕｍｐ．
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5. 2 Ｔｈｅ ｒａｔｅ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｒｉｎｇ ｏｆ ｆａｓｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｐｅｒｉｏｄ

Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｏｆ ｎＣＯ ／ ｎＣＯ2
，ｔｈｅ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｏｆ ａｃｃｕｍｕｌａｔｅｄ ｍｏｌ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ

ＣＯ ａｎｄ ＣＯ2 ｉｎ ｏｆｆｇａｓ，ｖｅｒｓｕｓ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｔｉｍｅ ｉｓ ｄｉｓｐｌａｙｅｄ ｉｎ Ｆｉｇ． 9． Ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ
ｆａｓｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｐｅｒｉｏｄ ｏｆ Ｒｕｎ 3 ａｎｄ 23 ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｉｓ ｌｉｎｅａｒ． Ｈｅｎｃｅ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｖｅ
ｒｅｌｅａｓｉｎｇ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ＣＯ ｉｓ ｌｉｎｅａｒｉｌｙ ｉｎｃｒｅａｓｉｎｇ． Ｃｏｍｐａｒａｔｉｖｅｌｙ，ｔｈｅ ｃｕｒｖｅ ｓｌｏｐｅ
ｏｆ Ｒｕｎ 3 ｉｓ ｍｕｃｈ ｓｍａｌｌｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｏｆ Ｒｕｎ 23． Ｔｈｉｓ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅｓｅ ｔｗｏ ｅｘ
ｐｅｒｉｍｅｎｔｓ ｗｅｎｔ ｆｏｒｗａｒｄ ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ＰＣＯ ／ ＰＣＯ2

，ｔｈｅ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｏｆ ｐａｒｔｉａｌ ｐｒｅｓ
ｓｕｒｅ ｏｆ ＣＯ ａｎｄ ＣＯ2． Ｓｉｎｃｅ ｔｈｅ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｏｆ Ｒｕｎ 3 ｉｓ ｓｍａｌｌｅｒ，ｉｔｓ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉ
ｏ ｉｓ ｌｏｗｅｒ． Ｔｈｅ ｕｎｉｑｕｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｃｅ ｏｆ ｔｈｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔｓ ｉｎ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ ｉｓ
ｏｎｌｙ ｔｈａｔ Ｒｕｎ 23 ｇｏｔ ａ ｈｉｇｈｅｒ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｆ 200℃． Ｔｈｕｓ ｉｎ ｔｈｅｒｍｏｄｙｎａｍｉｃｓ
ａｎｄ ｋｉｎｅｔｉｃｓ ｔｈｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｃｅ ｏｆ ＰＣＯ ／ ＰＣＯ2

ｉｓ ｒｅｌａｔｅｄ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｃｅ ｏｆ ｔｅｍｐｅｒａ
ｔｕｒｅ． Ａｎｄ ＰＣＯ ／ ＰＣＯ2

ｉｓ ｐｏｓｓｉｂｌｙ ｔｏ ｂｅ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ａｓ ｔｈｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｒｅｄｕｃ
ｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ．

Ｆｉｇ． 9 Ｔｈｅ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｏｆ ａｃｃｕｍｕｌａｔｅｄ ｍｏｌ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ＣＯ ａｎｄ ＣＯ2 ｉｎ ｏｆｆｇａｓ

Ｉｔ ｉｓ ｖｅｒｙ ｄｉｆｆｉｃｕｌｔ ｔｏ ｍｅａｓｕｒｅ ｄｉｒｅｃｔｌｙ ＰＣＯ ／ ＰＣＯ2
ｉｎｓｉｄｅ ｌｕｍｐ，ｂｕｔ ｉｔ ｉｓ

ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｔｏ ｄｉｓｃｕｓｓ ｔｈｅ ｆｅａｔｕｒｅ ｏｆ ＰＣＯ ／ ＰＣＯ2
ｂａｓｅｄ ｏｎ Ｆｉｇ． 9． Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ Ｔａｂｌｅ

2，ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｎ ｔｈｅ ｐｅｒｉｏｄ ｔｈｅ ｖａｌｕｅ ｏｆ ＰＣＯ ／ ＰＣＯ2
ｏｒ ｎＣＯ ／ ｎＣＯ2

ｉｎ ｗｈｉｃｈ ｖａｒｉｅｓ
ｌｉｎｅａｒｌｙ ｉｓ

（Mn，Fe）Ox + CO MnO + Fe + CO2 （2）

Ｐｕｒｓｕａｎｔ ｔｏ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｆｒｅｅ ｅｎｅｒｇｙ ｉｎ ｅｖｅｒｙ ｓｔｅｐｓ ｏｆ ｍａｇａｎｅｓｅ ｔｒａｎｓｆｏｒｍａ
ｔｉｏｎ ｆｒｏｍ ｈｉｇｈｅｒ ｖａｌｅｎｃｙ ｔｏ ｌｏｗｅｒ ｖａｌｅｎｃｙ，ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒａｔｅｄ ＰＣＯ ／ ＰＣＯ2

ｕｎｄｅｒ 1 000
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12 000℃ ｉｓ ｌｏｗｅｒ ｔｈａｎ 10 - 4 . Ａｎｄ ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ｓａｍｅ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｔｈａｔ ｏｆ ＦｅＯ ｉｎｄｉ
ｒｅｃｔ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ａｎｄ Ｂｏｕｄｏｕａｒｄ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｓ 2. 0 2. 6 ａｎｄ ｉｎｆｉｎｉｔｉｖｅ ｌａｒｇｅ ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅ
ｌｙ． Ｂｅｃａｕｓｅ，ｉｎ ｍａｇｎｉｔｕｄｅ，ｔｈｅ ＰＣＯ ／ ＰＣＯ2

ｏｆ Ｒｕｎ 3 ａｎｄ 23 ｉｓ ｏｎｌｙ ｐｏｓｓｉｂｌｙ ｔｏ ｂｅ
ｃｏｍｐａｒｅｄ ｗｉｔｈ ｔｈａｔ ｏｆ ＦｅＯ ｉｎｄｉｒｅｃｔ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ，ｔｈｅ ｌａｔｅｒ ｏｎｅ ｃａｎ ｎｏｔ ｂｅ ｔｈｅ ｒａｔｅ
ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｒｉｎｇ． Ｔｈｅ ｔｒａｎｓｆｏｒｍａｔｉｏｎｓ ｏｆ ｏｘｉｄｅ ｖａｌｅｎｃｙ ｗｈｉｃｈ ｃａｎ ｎｏｔ ａｐｐｒｏａｃｈ ｔｏ
ｔｈｅｉｒ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ，ｓｅｅｍ ｔｏ ｂｅ ｌｉｍｉｔｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｏｆ ｇａｓ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｉｎｓｉｄｅ
ｌｕｍｐ． Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ｈｏｗｅｖｅｒ，ｗｉｔｈ ｔｈａｔ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ａｓ ａｎ ｕｎｉｑｕｅ ｒｅａｓｏｎ ｃａｎ
ｎｏｔ ｅｘｐｌａｉｎ ｔｈｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｃｅ ｏｆ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｅ ｂｅｔｗｅｅｎ Ｒｕｎ 3 ａｎｄ 23． Ｂｏｕｄｏｕａｒｄ
ｒｅａｃｔｉｏｎ ｓｅｅｍｓ ｔｏ ｂｅ ｔｈｅ ａｎｏｔｈｅｒ ｆａｃｔｏｒ ｌｉｍｉｔｉｎｇ ｔｈｅ ｒａｔｅ．

Ｔｈｅ ｓａｍｅ ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎ ｃａｎ ｂｅ ｄｅｄｕｃｅｄ ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｈｅ ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ Ｒｕｎ 1 ａｎｄ
21，ｏｒ Ｒｕｎ 2 ａｎｄ 22，ｏｒ Ｒｕｎ 4 ａｎｄ 24．

Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ａｂｏｖｅ ｅｌｕｃｉｄａｔｉｏｎ ｉｔ ｉｓ ａｌｓｏ ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｔｏ ｕｎｄｅｒｓｔａｎｄ ｔｈｅ ｃｏｍｐａｒｉ
ｓｏｎ ａｍｏｎｇ Ｒｕｎ 1，2，3． Ｔｈｅｙ ｗｅｒｅ ａｌｌ ｒｅｄｕｃｅｄ ｕｎｄｅｒ 1 200℃． Ｔｈｅ ｏｎｌｙ ｄｉｆｆｅｒ
ｅｎｃｅ ｉｓ ｔｈｅ ａｖｅｒａｇｅ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｄｉｓｔａｎｃｅ ｏｆ ｇａｓ ｉｎｓｉｄｅ ｌｕｍｐ． Ｔｈｅ ａｖｅｒａｇｅ ｄｉｓｔａｎｃｅ ｏｆ
Ｒｕｎ 1 ｉｓ ｌｏｎｇｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｏｆ Ｒｕｎ 2． Ｂｅｃａｕｓｅ ｉｎ ｓｐｉｔｅ ｏｆ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｃａｒｂｏｎ ｐａｒｔｉｃｌｅ
ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｓａｍｅ ｓｉｚｅ ｗａｓ ｕｓｅｄ ｉｎ ｂｏｔｈ ｃａｓｅｓ，ｔｈｅ ｃａｒｂｏｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｏｆ Ｒｕｎ 1 ｗａｓ
ｌｅｓｓ． Ｔｈｅ ａｖｅｒａｇｅ ｄｉｓｔａｎｃｅ ｏｆ Ｒｕｎ 3 ｉｓ ｓｈｏｒｔｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｏｆ Ｒｕｎ 2． Ｂｅｃａｕｓｅ ｎｅｖ
ｅｒｔｈｅｌｅｓｓ ｔｈｅ ｓａｍｅ ｃａｒｂｏｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｗａｓ ｕｓｅｄ ｉｎ ｂｏｔｈ ｃａｓｅｓ，ｔｈｅ ｃａｒｂｏｎ ｐａｒｔｉｃｌｅ
ｕｓｅｄ ｉｎ Ｒｕｎ 3 ｗａｓ ｓｍａｌｌｅｒ． Ｔｈｉｓ ｉｓ ｔｈｅ ｒｅａｓｏｎ ｔｏ ｅｌｕｃｉｄａｔｅ ｗｈｙ ｔｈｅ ＰＣＯ ／ ＰＣＯ2

ｏｒ
ｎＣＯ ／ ｎＣＯ2

ｏｆ Ｒｕｎ 1 ｉｓ ｔｈｅ ｓａｍｌｌｅｓｔ，ｔｈａｔ ｏｆ Ｒｕｎ 3 ｉｓ ｔｈｅ ｌａｒｇｅｓｔ． Ｔｈｉｓ ｉｓ ａｌｓｏ ｔｈｅ
ｗａｙ ｔｏ ｕｎｄｅｒｓｔａｎｄ ｗｈｙ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏｎ ｏｆ Ｒｕｎ 1 ｉｓ ｔｈｅ ｌｏｗｅｓｔ，ｔｈａｔ ｏｆ Ｒｕｎ 3

ｉｓ ｔｈｅ ｈｉｇｈｅｓｔ． Ｃｅｒｔａｉｎｌｙ，ｔｈｉｓ ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ ｃｏｎｆｉｒｍｓ ｔｈｅ ｒｏｌｅ ｏｆ ｇａｓ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｉｎｓｉｄｅ
ｌｕｍｐ ａｇａｉｎ．

Ｔｈｅ ｓａｍｅ ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎ ｃａｎ ｂｅ ｄｅｄｕｃｅｄ ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｈｅ ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ａｍｏｎｇ ｅｉｔｈｅｒ
Ｒｕｎ 11，12，13，ｏｒ Ｒｕｎ 21，22，23．

Ｓｕｒｐｒｉｓｉｎｇｌｙ，ｎｅｖｅｒｔｈｅｌｅｓｓ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ｏｆ Ｒｕｎ 4 ｉｓ ｌｏｗｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｏｆ
Ｒｕｎ 1，ｉｔｓ ＰＣＯ ／ ＰＣＯ2

ｏｆ ｎＣＯ ／ ｎＣＯ2
ｉｓ ｅｖｅｎ ｈｉｇｈｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｏｆ Ｒｕｎ 3． Ｉｔ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ

ｎｏｔｉｃｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅｒｅ ｗｅｒｅ ｎｏ ｃａｒｂｏｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｉｎｓｉｄｅ ｔｈｅ ｌｕｍｐ ｏｆ Ｒｕｎ 4． Ｉｔ ｗａｓ ｒｅ
ｄｕｃｅｄ ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ｃｏｖｅｒ ｏｆ ｃａｒｂｏｎ ｐａｒｔｉｃｌｅｓ． Ｓｕｒｅｌｙ，ｔｈｅ ａｖｅｒａｇｅ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｄｉｓｔａｎｃｅ
ｏｆ Ｒｕｎ 4 ｉｓ ｍｕｃｈ ｌｏｎｇｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｏｆ Ｒｕｎ 1． Ｔｈｉｓ ｓｈｏｕｌｄ ｃａｕｓｅ ａ ｍｕｃｈ ｓｍａｌｌｅｒ
ＰＣＯ ／ ＰＣＯ2

ｆｏｒ Ｒｕｎ 4． Ｔｈｅ ｃａｒｂｏｎ ａｍｏｕｎｔ ｕｓｅｄ ｉｎ Ｒｕｎ 4，ｈｏｗｅｖｅｒ，ｉｓ ｍｕｃｈ ｍｏｒｅ
ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｉｎ Ｒｕｎ 1． Ｔｈｉｓ ｍａｋｅｓ ａ ｂｅｔｔｅｒ ｐｒｏｂａｂｉｌｉｔｙ ｆｏｒ ＣＯ2 ｔｏ ｒｅａｃｔ ｗｉｔｈ ｃａｒｂｏｎ，
ｓｏ ｍｏｒｅ ＣＯ ｅｍｅｒｇｅｓ ｆｒｏｍ Ｂｏｕｄｏｕａｒｄ ｒｅａｃｔｉｏｎ． Ｃｏｒｒｅｐｏｎｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｉｓ，ｉｎ Ｆｉｇ． 9
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Ｒｕｎ 4 ｇｅｔｓ ａ ｃｕｒｖｅ ｅｖｅｎ ｏｖｅｒ ｔｈａｔ ｏｆ Ｒｕｎ 3． Ｄｏｕｂｔｌｅｓｓｌｙ，ｉｎ ｔｈｅ ｃａｓｅ ｏｆ Ｒｕｎ 4

ＣＯ ｓｈｏｕｌｄ ｆｏｒｍ ｏｕｔｓｉｄｅ ｔｈｅ ｌｕｍｐ． Ｏｎｌｙ ｌｉｔｔｌｅ ｏｆ ｔｈｉｓ ＣＯ ｃａｎ ｐｅｎｅｔｒａｔｅ ｉｎｔｏ ｔｈｅ
ｌｕｍｐ ｄｕｅ ｔｏ ｔｈｅ ｆｌｏｗ ｏｆ ｃａｒｒｉｅｒ ｇａｓ． Ｈｅｎｃｅ ｔｈｅ ｎＣＯ ／ ｎＣＯ2

ｏｆ Ｒｕｎ 4 ｉｓ ｉｍｐｏｓｓｉｂｌｅ
ｔｏ ｂｅ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ａｓ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｐｏｔｅｎｔｉａｌ ｉｎｓｉｄｅ ｔｈｅ ｌｕｍｐ．

Ｔｈｅ ｓａｍｅ ａｎａｌｙｓｉｓ ｃａｎ ｂｅ ｍａｄｅ ｆｏｒ Ｒｕｎ 14 ａｎｄ 11． Ｎｏｔｗｉｔｈｓｔａｎｄｉｎｇ，ｉｆ ｔｈｅ
ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｉｓ ｈｉｇｈ ｅｎｏｕｇｈ，ｔｈｅｎ ｍｕｃｈ ｍｏｒｅ ＣＯ ｅｍｅｒｇｉｎｇ ｏｕｔｓｉｄｅ ｃａｎ ｐｅｎｅｔｒａｔｅ
ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｌｕｍｐ． Ｔｈｉｓ ｉｓ ｂｒｏｕｇｈｔ ａｂｏｕｔ ｂｙ ｔｗｏ ｆａｃｔｏｒｓ． Ｏｎｅ ｏｆ ｔｈｅｍ ｉｓ ｔｈｅ ｉｎ
ｃｒｅａｓｅｄ ｇａｓ ｄｉｆｆｕｓｉｏｎ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｕｎｄｅｒ ａ ｈｉｇｈｅｒ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ． Ｔｈｅ ａｎｏｔｈｅｒ ｉｓ ａ
ｌａｒｇｅｒ ｐｏｒｏｓｉｔｙ ｃａｕｓｅｄ ｂｙ ａ ｑｕｉｃｋ ｖｏｌｕｍｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｏｘｉｄｅ ｄｕｒｉｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｕｎ
ｄｅｒ ａ ｈｉｇｈｅｒ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ． Ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｈｉｓ ｗａｙ ｉｔ ｉｓ ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｔｏ ｕｎｄｅｒｓｔａｎｄ ｗｈｙ ｔｈｅ
ＰＣＯ ／ ＰＣＯ2

ａｎｄ ｉｎ ｔｕｒｎ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ｏｆ Ｒｕｎ 24 ｍａｙ ｂｅ ｈｉｇｈｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｏｆ
Ｒｕｎ 21．

Ｆｏｒ ｃｈｅｃｋ ｕｐ，Ｅｑ．（1）ｗａｓ ｕｓｅｄ ａｇａｉｎ． Ｈｅｒｅ Ｒ ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ｃａｒｂｏｎ ｃｏｎ
ｓｕｍｐｔｉｏｎ． Ａｎｄ ｔｈｅ ｏｘｉｄａｔｉｏｎ ｏｆ ｃａｒｂｏｎ ｐａｒｔｉｃｌｅ ｗａｓ ｔｈｏｕｇｈｔ ｔｏ ｂｅ ａ ｐｒｏｃｅｓｓ ｏｂｅ
ｙｉｎｇ ｕｎｒｅａｃｔｅｄ ｃｏｒｅ ｍｏｄｅｌ ｄｕｅ ｔｏ ｔｈｅ ｈｉｇｈ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ａｎｄ ｔｈｅ ｆｉｎｅ ｐａｒｔｉｃｌｅ．
Ｃｏｎｓｉｄｅｒｉｎｇ ｔｈａｔ ｉｎ ｔｈｅ ｃａｓｅ ｏｆ ｍｏｒｅ ｃａｒｂｏｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｔｈｅ ｍｏｌ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｏｘｙｇｅｎ
ａｎｄ ｃａｒｂｏｎ ｉｓ ａｌｍｏｓｔ ｅｑｕａｌ ｔｏ ｅａｃｈ ｏｔｈｅｒ ｉｎ ｔｈｉｓ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ，ａｎｄ ｔｈｅ ｏｆｆｇａｓ ｍａｉｎ
ｌｙ ｉｓ ＣＯ ｄｕｒｉｎｇ ｆａｓｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｐｅｒｉｏｄ，ｓｏ ｉｔ ｉｓ ｒｅａｓｏｎａｂｌｙ ｔｏ ｔａｋｅ ｔｈｅ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｒｅ
ｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ａｓ ｔｈｅ ｃｏｎｓｕｍｐｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ｏｆ ｃａｒｂｏｎ． Ｔａｋｅ Ｒｕｎ 22 ａｓ ｅｘａｍｐｌｅ，ｔｈｅ
ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ Q 2 ｉｓ ａｂｏｕｔ 3． Ｔｈｉｓ ｒｅｓｕｌｔ ｉｓ ｉｎ ｇｏｏｄ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ａｂｏｖｅ ｄｉｓｃｕｓ
ｓｉｏｎ．

6 Ｔｈｅ Ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎ Ｒｅｍａｒｋｓ

Ｉｔ ｉｓ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｐｒｅｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ｃａｒｂｏｎ ｂｅａｒｉｎｇ ｍａｎｇａｎｅｓｅ ｏｒｅ ｌｕｍｐ
ｉｓ ｃｏｍｐｏｓｅｄ ｏｆ ｔｈｒｅｅ ｓｕｂｐｒｏｃｅｓｓｅｓ． Ｎａｍｅｌｙ ｔｈｅ ｔｒａｎｓｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｏｘｉｄｅ ｆｒｏｍ
ｈｉｇｈｅｒ ｖａｌｅｎｃｙ ｔｏ ｌｏｗｅｒ ｖａｌｅｎｃｙ，ｔｈｅ ｓｅｐａｒａｔｉｏｎ ｏｆ ｍｅｔａｌｌｉｃ ｐｈａｓｅ ａｎｄ ｔｈｅ ｆｏｒｍａ
ｔｉｏｎ ｏｆ ｓｌａｇ ｐｈａｓｅ． Ｔｈｅ ｔｒａｎｓｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｏｘｉｄｅ ｗａｓ ｐｒｏｖｅｄ ｔｏ ｂｅ ａ ｐｒｏｃｅｓｓ ｏｂｅ
ｙｉｎｇ ｕｎｒｅａｃｔｅｄ ｃｏｒｅ ｍｏｄｅｌ ａｎｄ ｔｈｅ ｓｅｐａｒａｔｉｏｎ ｏｆ ｍｅｔａｌｌｉｃ ｐｈａｓｅ ｗａｓ ｔｈｏｕｇｈｔ ｔｏ ｂｅ
ｐｕｒｓｕａｎｔ ｔｏ ｈｏｍｏｇｅｎｅｏｕｓ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ． Ｆｏｒ ａ ｗｈｏｌｅ ｓａｍｐｌｅ，ｔｈｅｓｅ ｔｈｒｅｅ ｓｕｂ
ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｐｒｏｇｒｅｓｓ ｓｉｍｕｌｔａｎｅｏｕｓｌｙ，ｈｏｗｅｖｅｒ，ｉｎ ａ ｖｉｅｗ ｐｏｉｎｔ ｏｆ ｍｉｃｒｏ ｒｅｇｉｏｎ
ｔｈｅｙ ｈａｐｐｅｎ ｏｎｅ ｂｙ ｏｎｅ．

Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ ｔｈｅ ｗｈｏｌｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｃａｎ ｂｅ ｄｉｖｉｄｅｄ ｉｎｔｏ
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2 ｏｒ 3 ｐｅｒｉｏｄｓ． Ｔｈｅ ｍａｉｎ ｒｅａｃｔｉｏｎｓ ｈａｐｐｅｎｉｎｇ ｉｎ ｔｈｅｓｅ ｐｅｒｉｏｄｓ ｗｅｒｅ ｄｉｓｃｕｓｓｅｄ
ａｎｄ ｔｈｅ ｆｉｎａｌ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ｏｆ ｔｈｅｓｅ ｐｅｒｉｏｄｓ ｗａｓ ｇｉｖｅｎ．

Ｔｈｅ ｍｅｃｈａｎｉｓｍ ｏｆ ｐｒｅｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｗａｓ ａｎａｌｙｓｅｄ． Ｉｔ ｉｓ ｃｌａｉｍｅｄ ｔｈａｔ ＣＯ ｐｌａｙｓ ａ
ｒｏｌｅ ｏｆ ｉｎｔｅｒｍｅｄｉａｔｅ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ａｇｅｎｔ． Ｔｈｅ ｒａｔｅ ｉｎ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｐｅｒｉｏｄｓ ｉｓ ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ
ｂｙ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｆａｃｔｏｒｓ． Ｔｈｅ ｒａｔｅ ｏｆ ｐｒｅｇｎａｎｔ ｐｅｒｉｏｄｓ ｉｓ ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ｂｙ ｇａｓ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｉｎ
ｓｉｄｅ ａ ｌｕｍｐ． Ｄｕｒｉｎｇ ｆａｓｔ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｐｅｒｉｏｄ ｉｔ ｉｓ ｌｉｍｉｔｅｄ ｂｙ Ｂｏｕｄｏｕａｒｄ ｒｅａｃｔｉｏｎ ａｓ
ｗｅｌｌ ａｓ ｇａｓ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｉｎｓｉｄｅ ｌｕｍｐ．

Ｒｅｆｅｒｅｎｃｅｓ

［1 ］ Ｊｉａｎｇ Ｇｕｏｃｈａｎｇ，Ｘｕ Ｋｕａｎｇｄｉ，Ｓｈａｎｇｈａｉ Ｍｅｔａｌ，1988（2），3 12

［2 ］ Ｊｉａｎｇ Ｇｕｏｃｈａｎｇ，Ｉｎｔｅｒｎａｌ Ｒｅｐｏｒｔ ｏｆ Ｄｅｐｔ． ｏｆ Ｐｒｏｃｅｓｓ Ｍｅｔ ａｌｌ． ＫＴＨ Ｓｗｅｄｅｎ，Ｒ12 ／ 86，

1986 07025

［3 ］ Ｊｉａｎｇ Ｇｕｏｃｈａｎｇ，Ｘｕ Ｊｉａｎｌｕｎ，Ｘｕ Ｋｕａｎｇｄｉ，Ｐｒｏｃ． ｏｆ 2ｎｄ Ｎａｔｉｏｎａｌ Ｅｘｐｅｒｔｓ Ｍｅｅｔｉｎｇ ｏｎ
Ｓｍｅｌｔｉｎｇ Ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ，Ｂｅｉｊｉｎｇ，Ｊｕｎｅ，1988

［4 ］ Ａ． Ｎ． Ｌａｍｍ，Ａ Ｃａｌｃｕｌａｔｉｎｇ Ａｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ Ｍｏｄｅｒｎ Ｐｒｏｃｅｓｓ ｏｆ Ｂｌａｓｔ Ｆｕｒｎａｃｅ（ｉｎ Ｃｈｉｎｅｓｅ），
Ｔｈｅ Ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ Ｉｎｄｕｓｔｒｙ Ｐｕｂｌｉｓｈｉｎｇ Ｃｏｒｐ． 1987，ｐ． 82

［5 ］ Ｌｉ Ｇｕａｎｇｙｉ，Ｍａｓｔｅｒ Ｔｈｅｓｉｓ ｏｆ Ｓｈａｎｇｈａｉ Ｕｎｉｖ． ｏｆ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ，1989

［6 ］ Ｃ． Ｂｒｙｋ，ＷＫ． Ｌｕ，Ｉｒｏｎｍａｋｉｎｇ ａｎｄ Ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ，1986，13（2），70 75

［7 ］ Ｍｏ Ｄｉｎｇｃｈｅｎｇ，Ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ Ｋｉｎｅｔｉｃｓ，Ｔｈｅ ｐｕｂｌｉｓｈｅｒ ｏｆ Ｍｉｄｄｌｅ Ｓｏｕｔｈ Ｕｎｉｖ． ｏｆ Ｔｅｃｈｎｏｌ
ｏｇｙ，1987，193 208
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锆在钢液精炼过程的行为研究
?

摘要 本文通过感应炉试验研究，介绍了锆对钢液脱氧、净化和夹杂物

构成变化的作用，并与钙作了对比，结果表明锆可替代钙用于钢的终脱氧，

终点氧可达 0. 000 5%以下，并可使 Al2 O3 夹杂变质为 ZrO2·Al2 O3·SiO2 复

相夹杂.

1 前言

铝和钙是目前钢液精炼中最常用的净化剂.和铝比较，锆的脱氧、脱氮能

力更强；和钙相比，锆在钢水中的溶解度较钙高数千倍，而蒸气压又低 10 个

量级，所以在钢液精炼过程中锆易得到充分利用.另一方面，锆对钢中的硫化

物夹杂也有某种变质作用.为了探索在喷射冶金中应用锆作为一种新型粉剂

的可能性，有必要进一步研究它在钢液精炼过程中的行为.

2 试验研究方法

试验在中频感应炉中进行，钢水量为 15 ～ 20 kg.所用原料是 40 号碳钢.

炉料熔化后，造 CaO·CaF2 渣预脱氧使渣变白后，用 ZrSi 合金加锆.合金组

成是 21. 34% Zr和 46. 40% Si，其余为 Fe.一俟锆加入熔池，即开始用 Mo /

MoO2 探头测定氧位 . 同时又用真空吸管取样，由宝钢总厂的 Leco仪测

定总氧量，余下的试样供夹杂物检验之用 . 试验中使用了本校的 JCX

733 型电子探针及上海交大自制的金相图像分析仪 .

 本文合作者：壮云乾、蒋国昌、郭雷.原发表于《上海金属》，12（5），24 ～ 26（1990）
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3 脱氧试验的结果及讨论

共进行了四次 Zr脱氧试验. 脱氧曲线示于图 1 和图 2. 由图可见：锆

是一种强脱氧剂，脱氧终止时氧位可降低到 0. 000 5% 以下，总氧量在

0. 001 0% 左右. 热力学计算表明，此时的氧位是由% Zr 控制的. 以第四

次试验为例，终点时% Zr = 0. 03，% O = 0. 000 4.

图 1 三次脱氧试验（加 0. 15% Zr，1 600 ～
1 650� ）中的脱氧曲线（浓差电池测
定结果）

图 2 第四次试验（加 0. 07% Zr，1 630� ）

的脱氧曲线和% Zr的变化

lg fZr = - 12·% = - 0. 004 8

fZr = 0. 99

lg fO = - 0. 160% O - 0. 21·% Zr = - 0. 07

fO = 0. 85

K = 0. 99·% Zr（0. 85·% O）2 = 3. 47 × 10 - 9

这里的相互作用参数均取日本学术振兴会推荐值
［1］，而该会又给出

lg k = - 57 000 /T + 21. 8

1 900 K下，k = 6. 31 × 10 - 9，与试验结果相当接近. 考虑到测定误差及计

算中忽略了C、Al等元素的影响，可以认为在试验条件下Zr—O之间已达

成平衡.

锆加入后 3 min左右Zr—O之间可达成平衡.本试验是在感应搅拌条件
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下进行的，脱氧速率较快，由数据处理得出氧含量随时间的变化为

ln% O = - 0. 24τ + 3. 8

即，脱氧速率常数为 R = 0. 24 min - 1 .

图 3 Zr—Ca平衡曲线（1 600� ）

本试验中研究了 Zr 加入量为 0. 07%

及 0. 15% 对脱氧的影响.但图 1 与图 2 表

明，它们的终点氧量几乎是一样的. 这是

因为：Zr—O平衡曲线上有一个% O最低

的点，计算指出此点是% Zr = 0. 10%，相

应的% O为0. 000 2%，见图 3.如果只要求

目标氧位低于0. 000 5%，那么 Zr 加入量

可按 0. 03% Zr控制.

试验中还在 Zr与 Ca 加入量相等的

条件下比较了它们的脱氧效果，见表 1. 虽然起始氧量较低，用 Zr 脱氧时

也达到 61. 4%的效率，和用 Ca 脱氧时的相近. 这说明用 Zr 取代 Ca 来脱

氧是有希望用于实际生产的.

表 1 Zr 与 Ca 脱氧的比较

脱 氧 剂 % Oi
% O

首次加入后 二次加入后

% Oi % Oe（%）
% Oi

Ca 0. 010 5 0. 007 0 0. 003 5 66. 6

Zr 0. 007 0 0. 003 6 0. 002 7 61. 4

图 4 锆脱氧过程中夹杂物粒度分布的变化

4 夹杂物的变化

图 4 是用金相图像分

析仪测定试验 4 中脱氧产

物粒度分布的结果. 测定所

用的试样是用真空吸管采

取的.这种方法可以用来观

察脱氧过程中夹杂物的相

对变化.但因为试样冷却较

快，夹杂粒度的绝对值要比
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用标准方法测定夹杂时的小.

从图 4 可见，加入 ZrSi后，脱氧产物的粒度是先变大，然后再变小的.这

说明，在感应搅拌条件下，Zr的脱氧产物至少有相当一部分是通过凝聚长大

而排除的. 这和电子探针的检测结果吻合. 由于用 Al 预脱氧，加 Zr 之前是

Al2 O3 夹杂.加入 Zr后则变成 ZrO2·Al2 O3·SiO2 复相夹杂，这证明了 Zr 对

Al2 O3 夹杂有和 Ca类似的变质作用.

表 2 比较了加 Zr量不同时夹杂物平均粒度的变化.不难发现，Zr加入较

多时夹杂较小，这符合于脱氧的普遍规律.即加入量增多时钢水单位体积内

所含的夹杂核心数 N较大.而夹杂的终极半径 r就取决于 N.

表 2 不同加 Zr 量对夹杂平均直径的影响

加 Zr量（%） 0. 07 0. 15 0. 25

平均直径（μm） 3. 08 2. 35 1. 87

E. T. Turkdogau指出如下的规律：

r = 0. 23N- 1 /3（% Oi-% Oe）1 /3

设起始氧位% Oi是 0. 004 0 ～ 0. 005 0%；终点氧位% Oe是 0. 000 5%，则

r =（0. 034 ～ 0. 037）N- 1 /3

5 结束语

（1）锆是强脱氧剂，脱氧能力超过铝.本试验条件下终点氧位在 0. 000 5%

以下，总氧量 0. 001 0% 左右.

（2）锆可取代钙用于终脱氧.在起始氧位为 0. 003 0% ～ 0. 004 0% 的条

件下加 0. 03% Zr即可.

（3）本试验条件下，加锆 3 min后Zr与O即达成平衡.原先用 Al 预脱氧

时生成的 Al2 O3 夹杂被 Zr变质而成 ZrO2·Al2 O3·SiO2 复相夹杂.所以含锆

的脱氧产物有相当一部分是通过凝聚长大而排除的.

参 考 文 献

［1 ］ 日本学术振兴会 19 委．制钢反应の推奖平衡值
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［2 ］ Ｅ． Ｔ． Ｔｕｒｋｄｏｇａｎ． 钢的脱氧，提高钢质量的途径．上海科技情报所编，1973

Ａｎ Ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ ｏｎ ｔｈｅ Ｂｅｈａｖｉｏｕｒ ｏｆ
Ｚｒ ｉｎ ｔｈｅ Ｐｒｏｃｅｓｓ ｏｆ Ｓｔｅｅｌ Ｒｅｆｉｎｉｎｇ

Ａｂｓｔｒａｃｔ Ａｎ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔｓ ｏｆ Ｚｒ ｏｎ ｄｅｏｘｉｄａｔｉｏｎ，ｃｌｅａｎｎｅｓｓ
ａｎｄ ｃｈａｎｇｅ ｏｆ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｉｎ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ ｗａｓ ｃａｒｒｉｅｄ ｏｕｔ ｉｎ ａｎ ｉｎｄｕｃｔｉｏｎ
ｆｕｒｎａｃｅ． Ｉｔ ｗａｓ ｄｅｍｏｎｓｔｒａｔｅｄ ｔｈａｔ ｉｎ ｓｔｅａｄ ｏｆ Ｃａ，Ｚｒ ｃａｎ ｂｅ ｕｓｅｄ ａｓ ａ ｆｉｎａｌ ｄｅｏｘ
ｉｄｉｚｅｒ，ｒｅｓｕｌｔｉｎｇ ｉｎ ｔｈｅ ｆｉｎａｌ ｏｘｙｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｌｅｓｓ ｔｈａｎ 0. 000 5% ． Ａｎｄ ｍｏｒｅｏ
ｖｅｒ，ｔｈｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎ ｏｆ Ａｌ2Ｏ3 ｔｙｐｅ ｗａｓ ｍｏｄｉｆｉｅｄ ｔｏ ｆｏｒｍ ａ ｃｏｍｐｌｅｘ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎ ｏｆ
ＺｒＯ2·Ａｌ2Ｏ3·ＳｉＯ2 ａｆｔｅｒ ＺｒＳｉ ｂｅｉｎｇ ａｄｄｅｄ．
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铁液透过熔渣层吸氮的动力学研究
?

摘要 氮在熔渣中有一定的溶解度，在熔渣与铁液间有一定的分配比.

因此可把铁液透过熔渣吸氮的过程分解为两个子过程：熔渣由气相吸氮以

及渣中的氮向铁液迁移.比较各种条件下两个子过程的速率现象，就可控制

铁液吸氮的速率. 本文研究了温度、渣组成、界面积等因素对铁液经由

CaO-SiO2 -Al2 O3渣系吸氮的影响.结果表明，两个子过程的律速环节均是氮

在渣中的传输.本文还分别给出了它们的活化能及传质系数，在此基础上提

出了铁液通过渣层吸氮全过程的数学模型.

氮是钢中常存微量元素，取决于冶炼方法及钢的成分，通常含量在

0. 004% ～0. 04% 之间［1］. 氮除了在奥氏体不锈钢、沉淀硬化不锈钢和热

强钢中具有稳定奥氏体和弥散强化等有益作用外，多数情况下都对钢的

性能有害. 特别是 70 年代以来，由于超纯铁素体不锈钢、超低碳深冲用

钢及石油管线用钢等钢种的出现并得到广泛应用，对钢中含氮量提出了

愈来愈严格的要求，希望能将氮含量降到 0. 003%，甚至 0. 002% 以下的

水平
［2］. 但现有的钢液精炼手段对 ≤ 0. 004% 以下氮量的去除收效甚

微，难以满足上述要求
［3］.

为了生产低氮钢，首先要尽力避免钢水吸氮.而用熔渣覆盖熔池是最常

用的技术措施.近年来，许多研究发现，不同的熔渣具有不同的氮容量，且氮

可在气 渣 钢三相之间传递
［4，5］.从而启迪人们，可以通过有关的热力学和动

力学基础研究来优化渣层的“隔氮”效果.本文报道我们在这方面所进行的

工作.

 本文合作者：蒋国昌、凌天鹰. 原发表于《上海工业大学学报》，11（4），380 ～ 388
（1990）
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1 试验方法

试验在气氛可控的高温碳管炉中进行.装置系统如图 1 所示.试验包括熔

渣由气相吸氮、铁液由熔渣吸氮及熔渣的氮透过率三个部分，其试验方法如下.

图 1 试验装置图

1. 1 熔渣由气相吸氮

在图 1 所示的系统中，每次试验都在炉内放置 3 个石墨坩埚.内置有用

化学纯试剂预熔配制的不同成分 CaO-SiO2 -Al2 O3 渣 6 g，炉管密封并在氩气

气氛下升温至试验温度.而后将经过脱氧、去水的分析用标准混合气通入其

中，其组成为：xCO = 0. 4，xN2
= 0. 6（x表示摩尔分数）.反应温度为1 500 ～ 1

600� （以 1 550� 为基准温度）.试验开始后，每隔 1 h 取出一个坩埚.急冷后

用经典的 Kjeldahl法分析渣中含氮量.

1. 2 铁液从熔渣吸氮

试验装置同上，但改用刚玉坩埚.其中置6 g含0. 018% Al的纯铁及含氮0. 3%

的预熔渣.试验在氩气氛及恒温下进行.试验开始时，铁水含氮量为0. 002 3% . 以

后每隔 1 h取出一个坩埚.分别用 KJeldahl法测定渣和铁中的含氮量.
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1. 3 ＣａＯＳｉＯ2Ａｌ2Ｏ3 渣的氮透过速率

在图 1 所示的装置中，放入盛有 6 g纯铁（含 Al 0. 018%）及 6 g低氮预

熔渣的刚玉坩埚.先在氩气氛下加热到预定温度，再改用 xCO = 0. 4，xN2
= 0.

6 的标定用混合气体取代氩气. 开始试验之后，每隔 1 h 取出一只坩埚，用

Kjeldahl法测定铁中含氮量.

2 试验结果

2. 1 ＣａＯＳｉＯ2Ａｌ2Ｏ3 熔渣由气相吸氮的速度

在这个试验中，曾改变过混合气体流量、温度、熔渣组成、气渣两相的界

面积等四个参数，其结果分别示于图 2，3，4，及图 5.

图 2 气流量对熔渣吸氮的影响 图 3 温度对熔渣吸氮的影响

图 4 吸氮速率常数与温度的关系 图 5 熔渣组成对熔渣吸氮的影响
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图 2 表明，1 550� 时混合气体流量由 4 cm3 /s 提高到 8 cm3 /s 时

40 % CaO-40% SiO2 -20% Al2 O3 熔渣的吸氮速率不变. 下尾聪夫等曾用

50% CaO-50% Al2 O3 渣做过类似试验.认为气体流量有明显的影响［6］.这是

由于该试验将直径 6 mm的进气管置于液面正上方 40 mm外，气流变化会

显著改变渣液内的搅拌程度所致. 图 3 显示了温度从 1 500� 上升到

1 600� 时，吸氮速率的明显提高. 图 4 是熔渣吸氮速率常数与温度的关

系. 依据这种经典的方法，可求得此熔渣由气相吸氮的活化能是

180 kJ /mol. 它与文献［6］的数据相近，并在熔渣组元扩散活化能的范围

之中
［7］. 图 5 说明不同组分的炉渣有着不同的吸氮速率. 而其吸氮速率

常数与炉渣的粘度
［8］
有直线关系，粘度愈低，吸氮速率愈大（见图 6）. 改

变气渣界面积虽然对吸氮速率有影响（见图 7），但两者间无线性关系.

这一点与前人的结果
［6］
是一致的.

图 6 熔渣粘度与吸氮速率常数的关系 图 7 气液界面积对熔渣吸氮的影响

2. 2 铁液从熔渣吸氮的速度

图 8 是温度变化对铁液吸氮速率的影响.温度愈高，吸氮愈快. 这和渣

中氮含量的下降相应.如从图 8 计算熔渣中氮向铁液迁移的活化能（以平

均吸氮速率计），所得之值为145 kJ /mol.图 9 是将界面积提高 2. 45 倍的影

响.发现它虽使吸氮加快，但两者却无正比关系.熔渣组成对吸氮速率的影

响见图 10.铁液由 50% CaO-40% SiO2 -10% Al2 O3 渣吸氮的速率最大.而由

30% CaO-50% SiO2 -20% Al2 O3 渣的吸氮速率最小，这和图 5 的结果是相

应的.
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图 8 温度对铁液由渣层吸氮的影响 图 9 钢液界面积对铁液由渣层吸氮的影响

图 10 熔渣组成对钢液由渣层吸氮的影响 图 11 温度对钢液通过渣层吸氮的影响

2. 3 ＣａＯＳｉＯ2Ａｌ2Ｏ3 渣的氮透过速率

图 11 是温度对氮透过熔渣渗入铁液的影响.从图 11 可见，温度升高，氮

透过熔渣的速率也提高.图 12 是在不同组成的炉渣中氮透过速率的比较.看

来与前面两个试验类似.炉渣组成的影响是通过其不同的粘度而体现的.渣

铁界面积的变化虽然影响氮从熔渣透过的速率，但与铁水吸氮速率并不呈正

比（见图 13）.
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图 12 熔渣组成对钢液通过渣层吸氮的影响 图 13 渣钢界面积对钢液通过熔渣吸氮的影响

3 讨论

3. 1 熔渣从气相吸氮

作者曾指出，熔渣从气相吸氮的反应是气相中的氮置换渣中的“桥氧”

而形成“桥氮”的过程
［9］.即

1
2

N2 +
3
2
（OB） =（NB）+

3
4

O2 （1）

这个过程的机理可以认为是：

（Ⅰ）反应物质（OB）与 N2 扩散到气 渣界面；

（Ⅱ）在气 渣界面上发生反应（1）；

（Ⅲ）反应产物（NB）及 O2 分别扩散进入渣相、气相内部，根据本试验的

结果（图 2 ～图 7），不难看到该过程的速率受限于氮在渣中的扩散.如是，则

经验速率方程应为

d
dt
（% N） = k'［（% N）gs -（% N）］ （2）

由于渣的吸氮需 10 余小时才能达成平衡，本试验实际上只是该过程的初始

阶段.所以会出现 Δ（% N）随时间呈线性变化的结果.

式（2）中的（% N）gs是气 渣界面上的氮含量，可用下式
［10］
计算：
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lg CN = lg（% N）（P3 /4

O2

/P
1 /2

N2

） = 11. 5lgλ -（22 175 /T）- 8. 51 （3）

λ表示光学碱度.再利用下式，可计算出氮在渣中的传质系数 Ks

N
：

k' =
A
V

ks

N
（4）

A/V表示总值比界面积. ks

N
的计算结果示于表 1.

表 1 不同温度下熔渣中氮的传质系数

渣 系
50% CaO-40%
SiO2 -10% Al2 O3

40% CaO-40% SiO2 -

20% Al2 O3

30% CaO-50%
SiO2 -20% Al2 O3

温度 K 1 823 1 773 1 823 1 873 1 823

k
s

N
·cm/s 3. 19 × 10 - 5 1. 81 × 10 - 5 1. 97 × 10 - 5 2. 27 × 10 - 5 0. 28 × 10 - 5

3. 2 铁液由熔渣吸氮

氮电熔渣向渣 铁界面传递的物质流是

J s

N
= ks

N
（Cs

N
- Cs

N
） （5）

而氮由渣 铁界面向铁水内部传递的物质流是

Jm

N
= km

N
（Cm

N
- Cs

N
） （6）

两式中 C是 mol浓度，上标 m为铁水，s 为熔渣，表示界面上渣侧或铁水
侧.试验证明，吸氮速率不随界面积而正比增加.即界面反应非律速环节.故

在界面上达成平衡

Cs
N

/Cm
N

= LN （7）

稳态传度时，J
s

N
= Jm

N
，所以可导出

JN =
Cs

N
/LN - Cm

N

1 /km

N
+ 1 /LNks

N

（8）

如将摩尔浓度变化为重量为分数，则有

d
dt
Δ［% N］=

AρmkN

Wm

（% N）
LN

-［% N{ }］ （9）
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k- 1

N
=

1

km

N

+
1

LNks

N

（10）

图 14
d［% N］

dt
与
（% N）

LN

-［% N{ }］ 的关系

这里，A是界面积，ρm 是钢水密度，

Wm是钢水重量，以 40 % CaO-40%

SiO2-20 % Al2O3 渣为例，此渣系与

纯铁间的 LN = 5. 6［10］.用
d
dt
Δ［%

N］ {对 （% N）
LN

-［% N }］ 作图得
一线性关系（图 14）.由此，得总传

质系数 kN = 3. 50 ×10 - 5 cm/s.

另外，由于 k
m

N
ks

N
，所以 k主

要由 ks

N
决定. 即此过程的速率也

受限于氮在渣中的扩散.

3. 3 氮透过渣液溶入铁水的速率

铁水通过渣层由气相吸氮的过程可以看作是两个子过程串联的结果.铁

水由熔渣吸氮的子过程有如下关系：

d
dt
（% N） = k"（% N）

LN

-［% N{ }］ （11）

而在熔渣由气相吸氮的子过程中

d
dt
（% N） = k'［（% N）gs -（% N）］ （12）

并且在吸氮的初始阶段里，
d
dt
（% N）为一常数（DN）.这两个子过程串联起来

时，自然有

d
dt
（% N） = k'［（% N）gs -（% N）］-

Wm

Ws

d
dt
［% N］ （13）

或在吸氮的初始阶段里

d
dt
（% N） = DN -

Wm

Ws

d
dt
［% N］ （14）
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由式（11）和（14）又可导出如下的简化式：

d
dt
［% N］=

k"
LN

DNt - k"［% N］
Aρm

Wm

ks

N
［% N］ （15）

设 t = 0 时，［% N］= 0. 则由式（15）积分得

［% N］=
DN

LN·k"
［exp（- k"t）+ k"t - 1］ （16）

图 11 ～ 13 所示的曲线均服从式（16）.

必须再次指出，式（16）仅适用于吸氮过程的初始阶段. 如果渣受激，此

初始阶段可能很短.熔渣由气相吸氮子过程的速率不再守恒，式（16）就无意

义了.

事实上，因为由氮在渣中的传质律速，可以认为铁水内部氮的分布是均

匀的，而且渣金界面上氮的分配保持热力学平衡.因此

d
dt
［% N］=

Aρmks

N

WmLN

［（% N）-（% N）sm］ （17）

这里，（% N）是渣中的平均含氮量，（% N）sm是渣金界面上渣侧的氮含量.同

时由式（3）得

d
dt
（% N） =

Aρsk
s

N

Ws

［（% N）gs -（% N）］

-
Aρmks

N

Ws·LN

［（% N）-（% N）sm］ （18）

若气相组成恒定，则气渣界面上渣侧的含氮量（% N）gs为一常数. 式

（18）只含两个未知数.为了求解必须引入另一个方程.

由于渣金界面上无氮的积累，所以它由渣内传至该界面的物质流，等于

它由该界面向金内传质的物质流.有

- ks

2（% N）y

2y
| y = Hs =

km

Hm

（［% N］y = Hs）-（［% N］y = Hm）

（19）

这里，y是铅垂线坐标，Hs 表示渣层厚，Hm 表示金属熔池深度.用 y = Hs表示

渣金界面，y = Hm 表示炉底.由于氮在铁水中的分布可认为是均匀的，所以
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2（% N）
2y

| y = Hs = 0 （20）

再加上（% N）gs 始终保持恒定，于是按菲克第二定律，在假设

（% N）sm =（% N）gs 1 - erf
Hs

2 ks

N槡
( ){ }

t
（21）

式（17）、（18）和（21）联立构成铁水通过渣层由气相吸氮过程完整的数理模

型.此模型可用数值积分方法求解.

4 结论

（1）CaO-SiO2 -Al2 O3 熔渣从 40% CO + 60% N2 气相吸氮的过程，由氮在

渣相内传质律速. 活化能为 180 kJ /mol. 氮在渣中的传质系数为 0. 78 ～
3. 19 × 10 - 5 cm/s.

（2）铁液由 CaO-SiO2 -Al2 O3 熔渣吸氮是非线性关系，其律速环节也

是氮在渣中的传输. 试验条件下的总传质系数为 3. 5 × 10 - 5，活化能为

145 kJ /mol.

（3）铁液透过渣层由气相吸氮的速率，受限于氮在渣层的传递.在吸氮

初期，铁液中氮量的变化服从于

［% N］=
DN

LN·k"
［exp（- k"t）+ k"t - 1］

的关系，若 ks

N
很大，则过程速率的描述变得复杂，其数理模型为

d
dt
（% N） =

Aρmks

N

WmLN

［（% N）-（% N）sm］

d
dt
［% N］=

Aρsk
s

N

Ws

［（% N）gs -（% N）］-
Aρm·ks

N

Ws·LN

［（% N）-（% N）sm］

（% N）sm =（% N）gs 1 - erf Hs /2 ks

N槡( ){ }t
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喷粉精炼超低硫钢

工艺的试验研究
?

摘要 本文研究了喷粉精炼超低硫钢的工艺，在试验室中用30 kg感应

炉进行的喷粉试验表明，要得到高的脱硫率，首先要控制好顶渣成分和氧化

性.而要进一步脱硫到超低硫水平，还必须向钢液中加入脱硫剂. 文中对喷

吹 CaO、CaSi粉和 CaO基复合粉剂在低硫时的脱硫特点及顶渣对脱硫的影

响进行了对比试验和讨论. 试验中稳定地获得了［S］< 0. 001% 的超低硫

钢液.

1 前言

随能源开发技术的发展，各种深海用油、气管线、耐高压、低温管线及输

送腐蚀性油气管线的需求量越来越大.这种在苛刻环境中工作的管线用钢要

求具有抗断裂、易焊接、抗 H2 S等腐蚀性气体、一定的低温冲击韧性等性能.

大量研究表明，氢致裂纹（HIC-Hydrogen Induced Cracking）是这类钢种的主

要破坏形式.通过对断口用扫描电镜分析发现，HIC易产生在长条状 MnS夹

杂和束状氧化物夹杂周围
［1］.因此，要生产出满足使用要求的钢，首先要提高

钢抗 HIC的能力.这就需要尽量降低钢中的硫含量，并对钢中残余夹杂物进

行变形处理. 按照 API 5LX 系列规定的 X-65、X-70、X-80 标准，钢中

［S］< 0. 001% ～ 0. 002% ［2］.

 本文合作者：林钢、关玉龙、屠宝洪、李士琦、蒋国昌. 原发表于《化工冶金》，11（4），
289 ～ 295（1993）
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2 试验简介

超低硫管线钢属高强度低合金钢，钢水在转炉中初炼、精炼的主要任务

是精确控制钢液成分、深度脱硫和对钢中残存夹杂物进行变形处理.国外超

低硫管线钢的精炼大多采用喷粉工艺
［3］.

2. 1 试验设备

喷粉试验是在上海工业大学冶金材料研究所30 kg中频感应炉上进行

的，炉衬为镁砂打结，熔池尺寸150 × 240 mm，喷粉罐为本试验室自制的带

微型电机振动的有机玻璃质罐.试验室用高碱度渣下喷枪耐材寿命是试验技

术上的难点，本试验采用表 1 的三种配方添加适量钢纤维整体打结自制而

成.宝钢钢铁研究所化学室承担了钢中硫的分析，使用的是 Laco仪.其余化

学分析由上海工业大学冶金材料研究所理化测试中心承担.

表 1 喷枪用耐火材料配方

Ｔａｂｌｅ 1 Ｒｅｆｒａｃｔｏｒｙ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｆｏｒ ｔｈｅ ｌａｎｃｅ

Formula Aggregate Adhesive

Ⅰ 电熔镁砂、石墨 2127 树脂

Ⅱ 镁白云石 2127 树脂

Ⅲ 电熔镁图、鳞片石墨、电熔刚玉颗粒、Si粉 电熔 Al2 O3 水泥

2. 2 试验条件

试验顶渣配比为：63% CaO + 27% Al2 O3 + 10% SiO2 . 渣量约1. 8 kg，相当

于60 g渣 /kg钢.厂方提供的喷吹粉剂化学成分如表 2，复合粉剂中配加的 Al

粉和 CaF2 均为化学纯试剂.

表 2 喷吹粉剂成分（%）

Ｔａｂｌｅ 2 Ｃｈｅｍｉｃａｌ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｏｆ ｐｏｗｄｅｒ（%）

表 2Ａ 钝 化 石 灰
Ｔａｂｌｅ 2Ａ Ｉｎｅｒｔ ＣａＯ

CaO SiO2 Al2 O3 FeO MgO P S 烧 碱 H2 O 活 度
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94. 0 2. 5 0. 5 0. 20 0. 5 0. 02 0. 005 0. 25 0. 25 7 280 ml

表 2Ｂ 硅 钙 粉
Ｔａｂｌｅ 2Ｂ ＳｉＣａ ｐｏｗｄｅｒ

Composition Ca Si C P S Al

Content 29. 333 58. 59 0. 46 0. 032 0. 052 2. 27

试验喷吹参数如表 3，喷粉时间约 2 分钟.

表 3 试验喷吹参数
Ｔａｂｌｅ 3 Ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ

Top injection Fluidization Carrier gas

Flowrate Nl /h 200 200 400

Pressure MPa 0. 4 0. 4 0. 4

2. 3 试验工艺

图 1 是试验工艺流程，共做了 27 炉试验
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图 1 试验工艺流程图
Fig. 1 Metallurgical principal flowsheet for powder injection experiments

3 结果分析讨论

3. 1 顶渣脱硫

喷粉过程中的化学反应包括粉剂与钢液间的瞬间相接触反应和顶渣
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与钢液间的连续相接触反应. 这里先讨论后一种反应的脱硫规律，即利用

未喷粉的几炉试验来讨论顶渣脱硫规律.下面讨论的脱硫过程是指白渣形

成后开始的反应过程（包括渣钢反应与喷粉阶段），实际上白渣形成过程中

图 2 初始硫含量［S］o 对脱硫的影响（未喷粉）

Fig. 2 Effect of initial［S］o on desulphurization

（without PI ）（ desulfuration rate. ———
［S］）

也有脱硫反应存在.

3. 1. 1 钢中初始硫［S］o
从图 2 中可以看出，钢中

的初始硫含量对脱硫结果的

影响是明显的，初始硫越高，

脱硫率越大，但要达到低硫，

初始硫仍不能太高. 图中还

可发现脱硫率的变化规律出

现了一个拐点，这是脱硫限

制性环节发生转变，因而关

系也有变化.

图 3 顶渣碱度（Л，B）对硫在渣钢间
分配系数的关系（未喷粉）

Fig. 3 Effect of slag basicity（Л，B）on
desulphurization（without PI）

3. 1. 2 顶渣碱度

图 3 是顶渣碱度 B［4］
和光学碱

度 Л［5、6］
同最终硫在渣钢间分配系

数 LS 的关系. 同大多数研究结果一

致，当顶渣碱度控制在一定范围时，

其脱硫能力最强，碱度过大或过小

都降低了顶渣脱硫能力. 这是因为

低碱度渣硫容量小，而碱度过高时，

渣中 CaO过饱和而析出固相粒子使

顶渣变粘，恶化了顶渣脱硫的动力

学条件. 在本试验中，碱度的最佳值

约为 B ≈ 4. 0，Л = 0. 815.

B =
X

Ca2 + + 0. 58X
Mg2 +

X
SiO2

+ 0. 5X
Al2O3

，X—摩尔分数；

Л = N
CaO

+ 0. 92N
MgO

+ 0. 66N
Al2O3

+ 0. 94N
FeO

+ 0. 95N
MnO

+ 0. 47N
SiO2

，



８３５　　

二

研

究

论

文

N
Mx O y

=
Y·X

Mx O y

∑（Y·X
Mx O y
）

3. 1. 3 顶渣氧化性

顶渣氧化性强弱用渣中不稳度氧化物（FeO，MnO）含量来表示.从试验

结果中可以看出，只有弱氧化性渣才能脱硫到较低的水平（图 4）.正如文献

中的结论：尽管纯 FeO也有脱硫作用［7］，但当渣中 FeO很低时，降低其含量

对脱硫是非常有利的
［3］.

图 4 顶渣氧位（% FeO + % MnO）

对脱硫的影响（未喷粉）

Fig. 4 Effect of oxygen potential（% FeO
+ % MnO）on desulphurization
（without PI）

图 5 喷粉前硫含量［S］0 对脱硫的影响

Fig. 5 Effect of initial［S］0 on

desulphurization（with PI）

［S］

desulphurization rate

3. 2 喷粉脱硫

顶渣脱硫只是喷粉过程脱硫反应的一部分，此外还有粉剂与钢液间的反

应.下面讨论的喷粉脱硫包括两种相接触反应同时进行的结果.

3. 2. 1 喷粉前钢中硫含量［S］o
图 5 表明喷粉前后钢中硫含量成正比.同样，初始硫愈高，脱硫率越大，

但仍然有限.因此要得到超低硫钢必须有低硫初炼钢液作保证.

3. 2. 2 顶渣化学成分

图 6、7 是钢中初始硫含量相近时各炉顶渣碱度 R（= % CaO/% SiO2）和

渣指数 Ms（= % CaO/（% SiO2·% Al2 O3））与喷粉过程脱硫率的关系.显然
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在试验范围内，顶渣碱度 R和渣指数 Ms 的提高有利于脱硫.这与文献［3］介

绍的 Ms = 0. 25 ～ 0. 35、R = 4 ～ 6 时渣系脱硫能力最强的结论是一致的.顶渣

化学成分不但决定了其本身的脱硫能力，而且影响着最终的脱硫效果.因而

有人认为最终决定钢中硫含量的是顶渣组成
［8］.但从这次试验看，顶渣化学

成分等因素远不及钢中初始硫含量对最终脱硫结果影响显著.这一方面是因

为这些因素都控制在一个较好的范围，波动不大；另一方面低硫时进一步脱

硫很困难，需各种因素的最佳配合，它们相互制约，单一因素作用不突出.

图 6 顶渣碱度（R）对脱硫的影响
Fig. 6 Effect of slag basicity on desulphuriza-

tion（with PI）

图 7 渣指数 Ms 对脱硫的影响

Fig. 7 Effect of slag index（Ms）on

desulphurization（with PI）

3. 2. 3 喷吹粉剂种类

大量研究结果表明，低硫时脱硫反应限制性环节是钢液中硫的传

质
［3、4、8］.故粉剂与钢液间的瞬间相接触反应是脱硫的关键.影响瞬间相接触

反应的因素很多，这里着重讨论粉剂种类的影响.因试验炉数有限，不能对试

验结果做大量统计分析，同时考虑到钢中初始硫［S］0 对脱硫结果影响显著，

表 4 将不同初始硫含量的炉次放在一起讨论.

表 4 中Ⅰ区三炉［S］0 较高，脱硫率也较大.喷 CaSi的两炉脱硫率稳定在

65%，而喷复合粉剂的一炉脱硫率达 86% . 一般认为 CaSi 的脱硫能力比

CaO强，这除了与 CaSi有更强的脱氧能力有关外，还因为 CaSi在钢液中上浮

时分解为钙液滴和钙气泡，比固体 CaO颗粒有更好的脱硫动力学条件. 但

是，由于感应炉熔池浅，钙液滴和钙气泡在钢液中滞留时间短，故感应炉中

CaSi利用率不高.氧化钙基复合粉剂中配加一定的 CaF2 和 Al 粉，降低了熔
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池氧位，CaF2 降低了粉剂表面反应产物层熔点，因而复合粉剂比 CaO脱硫效

果好.

表 4 不同条件喷粉脱硫比较
Ｔａｂｌｅ 4 Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｒｅｓｕｌｔｓ（ｗｉｔｈ ｐｏｗｄｅｒ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ）

Region No.
De

S agents

top slag

（% FeO）（% MnO） R B MS A ［% S］0 ［% S］

［% S］0 -

［%S］× 100

［% S］0

Ⅰ

2# CaSi（130 g） 0. 60 0. 31 3. 59 3. 61 0. 19 0. 80 0. 005 7 0. 002 1 63. 21

5# CaSi 100 g 1. 05 0. 56 3. 49 3. 68 0. 16 0. 80 0. 007 2 0. 002 5 65. 3

4# C. A. 50 g 0. 49 0. 22 4. 86 3. 68 0. 23 0. 80 0. 005 8 0. 000 8 86. 2

9# CaSi 150 g 0. 92 0. 25 3. 15 3. 18 0. 13 0. 79 0. 004 6 0. 002 8 39. 1

Ⅱ
13# CaSi 100 g 0. 39 0. 19 3. 94 2. 97 0. 19 0. 78 0. 004 8 0. 003 37. 5

11# C. A. 100 g 0. 67 0. 25 3. 19 2. 31 0. 14 0. 79 0. 003 8 0. 002 4 36. 8

Ⅲ
7# CaSi 150 g 0. 69 0. 56 2. 94 3. 72 0. 16 0. 8 0. 002 3 0. 001 8 21. 7

14# C. A. 150 g 0. 39 0. 13 4. 75 3. 57 0. 2 0. 8 0. 002 3 0. 000 7 69. 6

Ⅳ

10# CaO 70 g 0. 53 0. 12 4. 32 3. 88 0. 23 0. 81 0. 000 7 0. 000 3 57. 1

12# CaO 70 g 0. 43 0. 12 4. 59 3. 84 0. 23 0. 81 0. 001 1 0. 000 5 54. 5

16# CaSi 130 g 0. 43 0. 09 6. 08 4. 01 0. 24 0. 81 0. 001 0. 000 8 20

17# CaSi 100 g 0. 57 0. 23 4. 9 4. 08 0. 23 0. 81 0. 000 9 0. 000 7 22. 2

6# CaSi 120 g 0. 83 0. 17 3. 91 3. 13 0. 21 0. 79 0. 000 9 0. 000 8 11. 1

20# CaSi 100 g 0. 42 0. 11 8. 6 4. 83 0. 35 0. 82 0. 000 6 0. 000 4 3. 33

Ⅴ

19# C. A. 120 g 0. 76 0. 13 9. 06 5. 21 0. 38 0. 83 0. 000 5 0. 000 8 0

22# CaSi 50 g 0. 66 0. 19 7. 37 4. 26 0. 28 0. 81 0. 000 4 0. 000 4 0

23# CaSi 150 g 0. 65 0. 66 7. 74 4. 89 0. 34 0. 83 0. 000 2 0. 000 3 0

Note：C. A. —Composite agent，80% CaO + 15% CaF2 + 5% Al

Ⅱ区几炉［S］0 约 0. 003 8% ～ 0. 004 8%，脱硫率比Ⅰ区低，复合粉剂与
CaSi脱硫效果差不多.考虑到喷CaSi一炉［S］0较高，故仍可认为此时复合粉

剂比 CaSi脱硫率高.

Ⅲ区［S］0 为 0. 002 3%，喷复合粉剂一炉远比喷 CaSi炉次高，这除了与

前面分析粉剂种类方面的原因外，还与该炉顶渣成分和氧化性控制较好有

关. Ⅲ区两炉甚至比Ⅱ区炉次脱硫率高，这说明初始硫以外别的因素对脱硫
的影响也是明显的.
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Ⅳ区的六炉初始硫仅 7 ～ 11 ppm，这时喷 CaSi只有 10% ～ 30% 的脱硫

率，而喷 CaO两炉脱硫率稳定在 55% . 超低硫时 CaO比 CaSi 有更强的脱硫

能力，这是目前未曾报道过的，而这样低硫时的脱硫试验本身也未见报道，我

们从下面几方面来解释这个结果：（1）感应炉中 CaSi利用率低.（2）超低硫

钢液中硫可能主要是残存的硫化物，这时脱硫的主要途径应是去除硫化物，

而 CaO比 CaSi 有更强的去除夹杂物能力，这就表现为较高的脱硫能力.

（3）超低硫钢液一般都经过钙处理，钢液中溶解的钙硫热力学平衡值较大，

即α
S
·α

Ca
= 1. 7 × 10 - 5［9］，因而 CaS均相形核很困难，喷入固体 CaO颗粒为

CaS非均相形核创造了条件.（4）超低硫时的脱硫还必须考虑粉剂本身的含

硫量，因为粉剂未必能完全上浮.这次试验所用 CaSi 比 CaO含硫量高近 10

倍（表 2）.由上面的分析我们可以认为，虽然目前尚不能确认超低硫时 CaO

比 CaSi有更强的脱硫能力，但可得到如下的启示：研究超低硫时的脱硫规律

除应考虑脱硫化学反应本身以外，还应考虑粉剂去除钢中夹杂物能力大小等

其他因素.

Ⅴ区的初始硫已极低，从试验结果看，此时喷吹 CaSi和复合粉剂均无明

显的脱硫效果.

3. 2. 4 顶渣氧位

顶渣氧位对脱硫的影响可从表 4 中清楚地看到.将喷吹同种粉剂的5#、2

#和 11#、14#炉次对比，初始硫低的炉次仍有较高脱硫率，这与各炉次顶渣氧

化性是有明显关系的.显然，要得到高的脱硫率，必须有低氧化性的顶渣，因

此超低硫钢生产中要求严格控制氧化性转炉渣的下渣量.

3. 3 喷枪寿命

喷枪寿命主要决定于包裹耐火材料寿命，试验室用高碱度渣下喷枪耐火

材料，要求具备耐高温、耐钢液和高碱度渣浸蚀和冲刷及一定的抗热震性能.

这次使用表 1 中三种配方的喷枪除配方Ⅱ寿命较差外，其余两种喷枪经整修
后均可再次使用，尤以配方Ⅲ使用效果更佳.

4 结论

（1）［S］< 0. 001% ～ 0. 001 5% 的超低硫钢液完全可由喷粉处理而得，

但须有低硫初炼钢液作保证.

（2）顶渣碱度和氧化性是影响脱硫的重要因素，顶渣成分控制好，其本
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身有很强的脱硫能力.

（3）感应炉中 CaSi 粉的利用率不高，氧化钙基复合粉剂有较强的脱硫

能力.

（4）超低硫钢液的脱硫，不仅要考虑脱硫化学反应本身，还应考虑粉剂

去除夹杂物能力等其他因素对最终脱硫效果的影响.

（5）试验室用高碱度渣下喷枪耐火材料以电熔材料为佳.
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ｓｉｇｎｉｆｉｃａｎｔｌｙ ｄｕｅ ｔｏ ＣａＦ2 ａｎｄ Ａｌ ｐｏｗｄｅｒ ａｄｄｉｔｉｖｅ． Ｉｔ ｉｓ ｎｏｔｉｃｅｄ ｔｈａｔ ＣａＯ ｗａｓ
ｍｏｒｅ ｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｉｎ ｄｅｓｕｌｆｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｔｈａｎ ＣａＳｉ ｐｏｗｄｅｒ ｗｈｅｎ ｓｕｌｆｕｒ ｃｏｎｃｅｎｔｒａｔｉｏｎ ｗａｓ
ｖｅｒｙ ｌｏｗ ｉｎ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ，ｔｈａｔ ｓｕｇｇｅｓｔｓ ｔｈａｔ ａｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ｒｅｍｏｖｉｎｇ ｉｍｐｕｒｉｔｙ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ
ａｎｄ ｏｔｈｅｒ ｍｅｃｈａｎｉｓｍｓ ａｒｅ ａｌｓｏ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｆａｃｔｏｒｓ ｂｅｓｉｄｅｓ ｃｈｅｍｉｃａｌ ｒｅａｃｔｉｏｎｓ ｉｎ
ｄｅｓｕｌｆｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｂｙ ｐｏｗｄｅｒ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ． Ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔｓ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ａｎｄ ｔｈｅ ｏｘｙ
ｇｅｎ ｐｏｔｅｎｔｉａｌ ｏｆ ｔｈｅ ｔｏｐ ｓｌａｇ ｏｎ ｄｅｓｕｌｆｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｗｅｒｅ ｓｔｕｄｉｅｄ ａｓ ｗｅｌｌ． Ｉｎ ｔｈｉｓ
ｗｏｒｋ，ｉｔ ｗａｓ ｐｒｏｖｅｄ ａ ｒｅｇｕｌａｒ ｐｒａｃｔｉｃｅ ｔｏ ｏｂｔａｉｎ ｕｌｔｒａｌｏｗ ｓｕｌｆｕｒ ｓｔｅｅｌ ｗｉｔｈ［S］

< 0. 001% .
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含碳锰矿团块固态还原的阶段反应特征
?

摘要 含碳团块是固态还原技术中的一个重要发展，采用不同测试手

段对含碳锰矿团块固态还原过程进行了分析研究.提出了在弱还原条件下，

整个还原过程可分为孕育期、高速反应期和后期三个阶段，但在强还原条件

下孕育期不明显，并分析了各阶段中还原进展的程度和反应特征.

由于含碳锰矿团块的固态还原对高炉冶炼碳素锰铁和矿热炉冶炼

MnSi合金均可显著改善其生产指标，在锰的熔融还原中也是重要的一个

工序，因此我们在这方面进行了系统的研究工作
［1 ～ 3］，并讨论了含碳锰

矿团块固态还原各阶段中的反应特征. 我们认为只有确定了这些反应的

特征以及反应进行的机制和律速环节，才可能再进一步去建立有价值的

数学模型.

1 试验方法

在试验中，采用气体吸收法完成了还原率和 CO、CO2 相对累计量

比例的在线检测，用化学物相分析法确定锰的金属化率 . 矿相及金属

析出相的组成用 X 射线衍射、电子探针和化学物相分析法研究 . 用光

学显微镜观察还原过程中矿相结构变化和金属相析出特征 . 试验方案

见表 1 .

 本文合作者：蒋国昌、徐建伦、李光义. 原发表于《上海工业大学学报》，11（3），261 ～
268（1990）
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表 1 试 验 方 案

试样
团块内的配比

矿: 碳: 焦
还原温度

�
反应时间

min
试样
团块内的配比

矿: 碳: 焦
还原温度

�
反应时间

min

1 100: 20: 10 1 000 90 15 100: 20: 10 1 100 60

2 100: 20: 20 1 000 90 16 100: 20: 20 1 100 60

3 100: 20: 20 1 000 90 17 100: 20: 10 1 100 30

4 100: 20:  1 000 90 18 100: 20: 20 1 100 30

5 100: 20: 10 1 000 60 21 100: 20: 10 1 200 90

6 100: 20: 20 1 000 60 22 100: 20: 20 1 200 90

7 100: 20: 10 1 000 30 23 100: 20: 20 1 200 90

8 100: 20: 20 1 000 30 24 100: 20:  1 200 90

11 100: 20: 10 1 100 90 25 100: 20: 10 1 200 60

12 100: 20: 20 1 100 90 26 100: 20: 20 1 200 60

13 100: 20: 20 1 100 90 27 100: 20: 10 1 200 30

14 100: 20:  1 100 90 26 100: 20: 20 1 200 30

注： 焦炭粉为 - 120 目.

 团块内无焦粉，团块埋于碳粉内还原.

2 结果及讨论

2． 1 几个子反应的平行推进

光学显微镜观察和 X射线衍射分析都证明，含碳锰矿团块的整个还原

过程由三个子反应组成，即氧化物由高价到低价的转变、金属相的析出和渣

相的形成.由图 1 可见，Mn2 O3、Mn3 O4、MnO和 Fe共存于试样 No. 2 之中.说

明并非氧化物由高价到低价的转变完成之后金属相才开始析出.这两个子反

应是平行推进的.在 No. 22 试样中渣相已形成.图 2 所示葡萄球是残余矿相，

而球间就是生成的渣相. EPMA指出其组成是MnSiO3
［2］. 这和图 1也是吻合

的.另一方面，No. 22 试验中还存在少量的高价氧化锰.说明该试样内上述三

个子反应同时并存.
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图 1 X射线衍射分析结果

图 2 强还原条件下金属析出相的集聚及残余氧化物相变成“葡萄球”的情况

Лади等［4］、寺山清志等
［5，6］
以及 Holta 等［7］

用纯的氧化锰或锰精矿作为

原料研究了其固态还原的特点.他们指出，氧化锰的还原由锰从高价到低价

的转变与金属相的析出两个子反应组成.它们又再分为几个步骤，一一衔接.

对于一个微区来说，氧化物的降价转变必领先于金属相的析出.而当金属有

某一析出量时渣相才可能开始形成.但本试验中，一个试样的各个微区内还

原过程的进展并不均衡.其起因是：

（1）试样中各处的原始矿相在组成、结构、致密度等方面有差别，且还原

过程中，各处的温度条件和还原势也不尽相同；
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（2）某些反应温度区间互相交叉，且都在本试验温度范围内. 在原矿

为铁、锰共生且 % MnO > 10% 的条件下，Лади 等用差热分析（DTA）

指出
［4］：

（Mn，Fe）xOy

540 ～ 700�
→

Fe2 O3

Mn2 O3

（Mn，Fe）O

700 ～ 980�
→

Fe3 O4

Mn3 O4

（Mn，Fe）O

935 ～ 1 015�
→

MnO

FeO

980 ～ 1 180�
→

Fe

MnFe

Mn3 C

显然，后三个反应步骤的温度范围是部分交叉的.图 3 所示还原率曲线的任

一段均包含着几个反应步骤的信息，而非某一步反应的特征.为此以图 3 为

线索将还原过程分为孕育期、高速期和后期进行分析.

图 3 各种条件下的还原率（R）曲线

2． 2 弱还原条件下的孕育期

由图 3，可以把试样 No. 1、2、3、4、11、12、14 试验列为一组，其还原

率曲线的一特征是有孕育期. 而寺山清志等在研究 MnO2 的还原时也曾

发现有孕育期存在
［5］. 本试验中，孕育期与其后续的高速反应期交接处

的还原率约是 10% . 孕育期的持续时间最长不超过15 min. 而这段时间

里的 η
CO

/η
CO2

小于 10%，特别是反应刚开始约5 min内 η
CO

/η
CO2

几乎为零

（见图 4）.

在本试验条件下，试样一进入炉子的高温区，还原过程就伴随着非稳态
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图 4 几种还原条件下的 η C O
/η C O2
值

传热的开始而起步. Bryk 等［8］
在研究含碳

铁矿团块的还原时曾实测过团块中心的温

升曲线. 他们指出，当炉膛温度为 1 000 ～
1 100� ，直径 19 ～ 32 mm的团块中心在 3 ～
6 min内可升温到 700 ～ 800� . 但温度升到

900 ～ 1 000� 则需时 10 ～ 16 min.所以说，本

试验中孕育期间的反应实际上是在比预定

更弱的还原条件下进行的. 如此情况下，

MnO2→Mn2 O3 →Mn3 O4 的转变可望有某种

程度 的 发 展，但 反 应 放 出 的 大 部 是

CO2
［4 ～ 7］. Fe2 O3 →Fe3 O4 →FeO 的转变也应

该是类似的.这和图 4 的结果吻合.

按 DTA的结果［4，5］，虽氧化铁不可能热

分解，但高价氧化锰会发生热分解.在 No. 4

和 14 试样的孕育期间，这种热分解可能起

了某种作用.但在其他几种内配碳的试样中

可能主要的仍是还原反应.

按本试验所用的原矿计算，若 MnO2 全

部转变成 Mn2 O3，相应的还原率是 17% . 若

Fe2 O3 全部转变成 FeO，相应的还原率是

10. 6% . 此两值均大于孕育期终止的标志———还原率达到 10% . 因此，孕育

期间氧化物从高价到低价的转变不可能完成，也没有金属相析出.这和寺山

清志等
［5］
的结论是吻合的.他们指出，600� 下，MnO2→Mn2 O3 需时约7 min才

能完成.而 Mn2 O3→Mn3 O4 在 760� 下需时约 17 min才能完成.

2． 3 弱还原条件下的高速反应期

对 No. 1、2、3、4 试样取还原率等于 45% 作为高速反应期的终点. 对

No. 11、12、14 则取 50% 为终点.其延续时间不包括孕育期，约是 10（No. 3）到

30 min（No. 4）.

孕育期一结束，反应速率就迅速增大. 除了团块内部的实际温度这一

因素之外，还必须考虑到团块内矿相物理结构在孕育期间的变化也有重

要作用. 这将在另一篇论文中讨论.

图 5 与图 6 表明：在这高速反应期结束时 % MnO可达到 10 ～ 20 的水
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平，而 Mn 金属化率（η
Mn
）在 4% 以下. 因此高速反应期间发生的主要是

Mn2 O3→Mn3 O4→MnO以及FeO4→FeO→Fe 的过程.与这一判断吻合的还有

在 No. 8 试样中观察到金属铁开始析出［2］.按本试验所用的原矿计算，若 Fe

完全被还原出来，相应的还原率约是 32% . 若 MnO2 全部转变成 MnO，相应

的还原率是约 34% . 作者认为，这表明高速反应期间Mn3 O4→MnO及 FeO→
Fe的过程尚未结束.

图 5 还原过程中团块内 % MnO的变化和不同因素的影响

（a）还原时间的影响 （b）还原温度的影响

� 矿: 焦

a 1 000 100: 10

b 1 100 100: 10

c 1 100 100: 20

d 1 200 100: 20

矿: 焦 还原时间（min）

l 100: 10 30
f 100: 20 30
g 100: 20 90
h 100: 20（细） 90

图 6 还原时间（a）和还原温度（b）对 Mn金属化率的影响（曲线编号同图 5）

ηMn
=

M
Mn

T·Mn
；M

Mn
———还原析出的金属相（Fe-Mn-C）中之含锰量；

T·Mn———团块内的总锰量
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2． 4 弱还原条件下的反应后期

图 5（a）表明，在弱还原条件下，反应后期中团块内的 % MnO仍持续升

高.但图 6（a）的相应曲线显示出 η
Mn
很小的信息.可见在这个反应后期主要

是 Mn3 O4→MnO的过程.

不同的是，FeO→Fe的过程在此反应后期看来能够完成. 因为，除 No. 4

的终点还原率偏低之外，其他的均已超过 66%，见图 3.这就是试样里的金属

析出相都是铁基（EPMA）的测定结果，见表 2 的原因.

表 2 金属析出相组成的 ＥＰＭＡ点测结果

No. % Fe
（平均）

% Mn
（平均） % C

22 73. 08 20. 73 0. 91 ～ 1. 03

28 97. 11 0. 98 0. 67 ～ 0. 86

3 97. 43 0. 52 0. 57 ～ 1. 32

23 85. 66 11. 55 1. 37 ～ 2. 35

2． 5 强还原条件下的高速反应期

No. 13、21、22、23、24 试样是在还原条件下的试验. 其孕育期不明显，所

以可将它们分为两期来分析.

X射线衍射和光学显微镜观察都已证明，在强还原条件下只要较短的保持

时间就能取得类似于弱还原条件下经长时间反应才能达到的还原程度
［3］.而

No. 13、21 ～24试样中，高速还原期的终点为还原率达 60% ～ 65% . 这两方面

都表明，这一高速反应期中发生了弱还原条件下所有的反应步骤.

这个高速反应期的另一个特点是团块内各处还原程度的参差不齐更加

严重.通过 X射线衍射分析和显微镜观察作者发现在这些试样中不仅有残

存的高价氧化锰，而且同时又有大量析出的铁基金属相已开始集聚（见图

2）.另外，MnO→Mn也有了某种程度的进展（见图 5 及图 6）.

按热力学计算，纯 MnO碳热还原的起始温度约在 1 400� 以上，即使生

成的是碳化锰，反应起始温度也只略低于 1 300� ［7］. 但寺山清志等在配碳

（mol比）1: 1 的条件下（相当于本试验中，矿 : 焦 = 100 : 20），将纯MnO于

1 150� 加热 2 h得到了金属锰［6］.两者之间的矛盾显而易见.本试验条件下，

温度高于 1 100� 时团块内 % MnO 转为下降而 η
Mn
则大大增加（图 5b 及



８４８　　

徐

匡
迪

●文
选—

—
—

钢
铁
冶
金
卷
︵
Ｂ
︶

σ
B
）.这和寺山清志的试验［6］

有所不同，但和 Лади 的观点［4］
一致.因为本试

验所用原矿的 Mn /Fe比不大.还原过程中 Fe 领先析出，同时其毗邻氧化物

相内% MnO上升.然后才是金属析出相中% Mn逐渐增加［2］.由于金属析出

相中 a
Mn
减小，反应起始温度比析出纯锰时的低是完全可以理解的.在这个意

义上，也可以说原矿中含有的铁对 MnO的还原有促进作用.

2． 6 强还原条件下的反应后期

该过程的特点可用图 5 和图 6 说明.由% MnO曲线下降而 η
Mn
曲线上升

的倾向，可以判断 MnO→Mn是主要反应.

另一方面，即使在经过 90 min 还原的试样里，金属析出相仍是铁基的

Fe-Mn-C合金.而且其中 % Mn和 % C均不高.这就是为什么在 X射线衍射

分析中没有相应 Mn谱线检出的原因.

在本试验条件下，若矿中所含的氧全部转变成 CO，按计算，要求矿 :

焦 = 100 : 21. 所以在本试验中没有生成碳化物的条件，表 2 即是证明.并且

也没有发现寺山清志等提出的 MnO还原途中先生成 Mn7 C3（同时游离碳消

失），后者再和残余 MnO作用而最终生成 Mn的现象.看来这和 Fe 领先析出

有关.

除 MnO的还原之外，在这个反应后期发生的还有残余氧化物向渣相转

变的过程（见图 2）.

3 结语

在含碳锰矿团块的固态还原各阶段中实际发生的反应很复杂，往往包含

着几个“子反应”的信息.

弱还原条件下的孕育期内发生的是高价氧化物向低价氧化物的转

变. 在其后的高速反应期内，Mn3 O4 →MnO 以及 FeO→Fe 的转变尚未结

束. 在反应后期内主要是 Mn3 O4 →MnO 的过程. 强还原条件下的高速反

应期内发现各种反应步骤同时并存. 在接着的反应后期内主要是 MnO→
Mn 的过程.

本研究工作承陈鉴寅讲师担任 X射线衍射分析.诸于良助理工程师负责电子探针测定，

郑芳元高级工程师完成了化学测试，朱钰如副教授指导了光学显微镜检验.而气体吸收法是

丁伟中讲师提出的，并作了最初的开拓工作，特此表示深切谢意.
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Ｂｉｓｍｕｔｈ Ｆｒｅｅ Ｃｕｔｔｉｎｇ Ｓｔａｉｎｌｅｓｓ
Ｓｔｅｅｌ #410

?

Ｉｎｔｒｏｄｕｃｔｉｏｎ

Ｆｒｅｅ ｃｕｔｔｉｎｇ ｓｔｅｅｌ ｉｓ ｃｕｒｒｅｎｔｌｙ ｍａｄｅ ｂｙ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｏｆ ｓｕｌｐｈｕｒ ｏｒ ｌｅａｄ． Ｈｏｗｅｖ
ｅｒ，ｓｕｌｐｈｕｒ ｄｅｔｅｒｉｏｒａｔｅｓ ｔｈｅ ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ，ａｎｄ ｌｅａｄ ｉｓ ａ ｈａｒｍｆｕｌ ｅｌｅ
ｍｅｎｔ． Ｕｓｉｎｇ Ｂｉｓｍｕｔｈ ｉｎｓｔｅａｄ ｏｆ ｅｉｔｈｅｒ ｏｆ ｔｈｅｓｅ ｔｗｏ ｅｌｅｍｅｎｔｓ，ａｓ ａ ｆｒｅｅ ｃｕｔｔｉｎｇ
ａｄｄｉｔｉｖｅ，ｄｏｅｓ ｎｏｔ ｃａｕｓｅ ｐｏｌｌｕｔｉｏｎ ｐｒｏｂｌｅｍｓ ａｎｄ ｄｅｇｒａｄａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ
ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ． Ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ｐｒｅｓｅｎｔｓ ｔｈｅ ｐｒｅｌｉｍｉｎａｒｙ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ ｏｎ ｔｈｅ ａｄ
ｄｉｔｉｏｎ ｏｆ 0. 1% Ｂｉ ｔｏ ａ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌ ｃｏｎｔａｉｎｉｎｇ 0. 26% Ｃ ａｎｄ 11% Ｃｒ． Ｉｍ
ｐｒｏｖｅｄ ｍａｃｈｉｎａｂｉｌｉｔｙ ｗａｓ ｏｂｔａｉｎｅｄ，ａｎｄ ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｗｅｒｅ ｒｅｔａｉｎｅｄ ｆｏｒ
ａ ｇｒａｄｅ ｏｆ ｓｔｅｅｌ ｉｎｔｅｎｄｅｄ ｆｏｒ ｕｓｅ ｉｎ ｔｈｅ ｍａｎｕｆａｃｔｕｒｅ ｏｆ ｂａｌｌｐｅｎｓ ａｎｄ ｔｈｅｉｒ ｎｉｐｓ．

Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ Ｐｒｏｃｅｄｕｒｅ

Ｓｔｅｅｌ ｇｒａｄｅ 2Ｃｒ13（ＡＩＳＩ410）ｗａｓ ｃｈｏｓｅｎ ａｓ ｔｈｅ ｓｔａｒｔｉｎｇ ｍａｔｅｒｉａｌ． Ｉｔ ｗａｓ
ｍｅｌｔｅｄ ｉｎ ａ 40 ｋｇ ｉｎｄｕｃｔｉｏｎ ｆｕｒｎａｃｅ ｗｉｔｈ ｎｏｎ ｏｘｉｄａｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ． Ｂｅｆｏｒｅ ｔａｐｐｉｎｇ，
ａ ｓｅｔ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｃｒｕｓｈｅｄ ＢｉＭｎ ａｌｌｏｙ ｓｕｐｐｌｉｅｄ ｂｙ ｔｈｅ Ｂｉｓｍｕｔｈ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ（± 80%

Ｂｉ，ｂａｌａｎｃｅ Ｍｎ），ｗａｓ ａｄｄｅｄ ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｆｕｒｎａｃｅ，ｗｒａｐｐｅｄ ｉｎ ａｎ ｉｒｏｎ ｓｈｅｅｔ，ｔｈｅｎ
ｓｔｉｒｒｅｄ．

Ａｆｔｅｒ ｈｏｌｄｉｎｇ ｔｈｅ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ ｆｏｒ ａ ｓｈｏｒｔ ｔｉｍｅ ｉｎ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ，ｉｔ ｗａｓ ｃａｓｔｅｄ ａｔ

 Ｉｎ ｃｏｌｌａｂｏｒａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ Ｊｉａｎｇ ＧｕｏＣｈａｎｇ，Ｈｕａｎｇ ＫｅＬｉ，Ｚｈｕａｎｇ ＹｕｎＱｉａｎ ａｎｄ Ｙａｎｇ Ｓｅｎ
Ｌｏｎｇ． Ｒｅｐｒｉｎｔｅｄ ｆｒｏｍ Ｔｈｅ Ｂｕｌｌｅｔｉｎ ｏｆ ｔｈｅ Ｂｉｓｍｕｔｈ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ，Ｎｏ． 56，ｐｐ． 7 9（1989）
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ａ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｊｕｓｔ ｕｎｄｅｒ 1630℃． Ｔｈｅ ｆｉｎａｌ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｏｆ ｆｏｕｒ ｈｅａｔｓ ｉｓ ｌｉｓｔｅｄ ｔａ
ｂｌｅ Ｉ．

Ｔｈｅ ａｖｅｒａｇｅ Ｂｉ ｙｉｅｌｄ ｗａｓ ｏｎｌｙ ａｂｏｕｔ 23%，ａｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ ｔａｂｌｅ ＩＩ．

Ｔａｂｌｅ Ｉ Ｔｈｅ Ｃｈｅｍｉｃａｌ Ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ

Ｓａｍｐｌｅ Ｎｏ． C% S% Cr% Mn% Bi%

Ｙ2Ｃｒ13ＢｉⅠ 0. 173 8 0. 005 2 10. 95 0. 01

Ｙ2Ｃｒ13ＢｉⅡ 0. 147 5 0. 004 2 10. 37
Ｉｎｃｒｅａｓｉｎｇ

0. 031

Ｙ2Ｃｒ13ＢｉⅢ 0. 227 1 0. 003 5 10. 98 0. 066

Ｙ2Ｃｒ13ＢｉⅣ 0. 252 9 0. 004 3 11. 42 0. 091

Ｔａｂｌｅ ＩＩ Ｂｉｓｍｕｔｈ Ｙｉｅｌｄ

Ｓａｍｐｌｅ Ｎｏ． Ｉ ＩＩ ＩＩＩ ＩＶ Ａｖｅｒａｇｅ

Ｙｉｅｌｄ % 20 20. 7 26. 4 26 23. 25

Ｔｈｅ ｔｅｓｔ ｓａｍｐｌｅｓ ｕｓｅｄ ｆｏｒ ｍｅａｓｕｒｉｎｇ ｍａｃｈｉｎａｂｉｌｉｔｙ，ａｎｔｉｃｏｒｒｏｓｉｏｎ ａｎｄ ｒｅｌａｔ
ｅｄ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｗｅｒｅ ｔａｋｅｎ ｆｒｏｍ ａ ｃｙｌｉｎｄｅｒ ｗｉｔｈ ａ ｆｏｒｇｉｎｇ ｒａｔｉｏ ｏｆ 63%，ａｎｄ ｗｅｒｅ
ｔｅｍｐｅｒｅｄ ａｔ 700℃ ｆｏｒ 150 ｍｉｎｕｔｅｓ．

Ｍａｃｈｉｎａｂｉｌｉｔｙ Ｔｅｓｔｓ

Ｔｏｏｌ Ｌｉｆｅ Ｔｅｓｔｓ

Ｔｈｅ ｍａｃｈｉｎａｂｉｌｉｔｙ ｔｅｓｔｓ ｗｅｒｅ ｃａｒｒｉｅｄ ｏｕｔ ｏｎ ａ Ｃ6150 ｌａｔｈｅ ｗｉｔｈ ａ ＹＴ14ｔｙｐｅ
ｃｕｔｔｉｎｇ ｔｏｏｌ，ａｎｄ ｔｈｅ ｃｕｔｔｉｎｇ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ａｒｅ ｌｉｓｔｅｄ ｔａｂｌｅ ＩＩＩ．

Ｔａｂｌｅ ＩＩＩ Ｃｕｔｔｉｎｇ Ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ

Ｒａｋｅ Ａｎｇｌｅ
+ 15°

Ｃｌｅａｒａｎｃｅ Ａｎｇｌｅ
+ 7°

Ｐｌａｎｅ Ａｎｇｌｅ
+ 75°

Ａｕｘｉｌｌａｒｙ Ａｎｇｌｅ
+ 15°

Ｃｕｔｔｉｎｇ Ｅｄｇｅ Ｉｎｃｌｉｎａｔｉｏｎ
- 3°

Ｖ
（Ｃｕｔｔｉｎｇ Ｓｐｅｅｄ）

100 ｍ ／ ｍｉｎ

ｆ
（Ｆｅｅｄ）

0. 204 ｍｍ ／ ｒ

ａρ

Ｂａｃｋ Ｅｎｇａｇｅｍｅｎｔ
1 ｍｍ
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Ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ａｒｅ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 1．

Ｆｉｇ． 1 Ｔｈｅ Ｃｕｒｖｅ ｏｆ ＶＢ（ｍｍ）ｔ（ｍｉｎ） Ｔｈｅ Ｓｈａｐｅ ｏｆ Ｃｈｉｐｓ

Ｃｕｔｔｉｎｇ Ｆｏｒｃｅ Ｔｅｓｔ

Ａ ｋｉｎｅｔｉｃ ｓｔｒａｉｎ ｇａｕｇｅ ｔｙｐｅ ＹＤ 15 ｗａｓ ｕｓｅｄ ｔｏ ｍｅａｓｕｒｅ ｃｕｔｔｉｎｇ ｆｏｒｃｅ ａｎｄ
ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｔｅｓｔｉｎｇ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ｗｅｒｅ ｔｈｅ ｓａｍｅ ａｓ ｆｏｒ ｔｈｅ ｃｕｔｔｉｎｇ ｔｏｏｌ ｌｉｆｅ ｔｅｓｔ． Ｒｅｓｕｌｔｓ
ａｒｅ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 2，3，4 ａｎｄ 5．

Ｆｉｇ． 2 Ｔｈｅ Ｃｕｒｖｅ ｏｆ ａρＦｃ
 Ｆｉｇ． 3 Ｔｈｅ Ｃｕｒｖｅ ｏｆ ａρＦｆ


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Ｆｉｇ． 4 Ｔｈｅ Ｃｕｒｖｅ ｏｆ ｆＦｃ Ｆｉｇ． 5 Ｔｈｅ Ｃｕｒｖｅ ｏｆ ｆＦｆ

Ｃｈｉｐ Ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ａｎｄ Ｓｈａｐｅ

Ｃｈｉｐｓ ｏｆ ｖａｒｉｏｕｓ ｓｈａｐｅ ａｎｄ ｌｅｎｇｔｈ ａｓ ｄｅｓｃｒｉｂｅｄ ｉｎ ｔａｂｌｅ ＩＶ ａｎｄ ｓｈｏｗｎ ｉｎ ｔｈｅ
ｐｈｏｔｏｇｒａｐｈ ａｂｏｖｅ ｗｅｒｅ ｏｂｔａｉｎｅｄ．

Ｔａｂｌｅ ＩＶ Ｔｈｅ Ｓｈａｐｅ ｏｆ Ｃｈｉｐｓ

Ｓａｍｐｌｅ Ｎｏ． Ｓｈａｐｅ ｏｆ Ｃｈｉｐ Ｃｏｌｏｒ

Ｉ Ｓｐｉｒａｌ Ｗｈｉｔｅ

ＩＩ Ｃｏｎｔｉｎｕｏｕｓ Ｗｈｉｔｅ

ＩＩＩ Ｆｒａｇｍｅｎｔｅｄ Ｇｏｌｄｅｎ Ｙｅｌｌｏｗ

ＩＶ Ｆｒａｇｍｅｎｔｅｄ Ｇｏｌｄｅｎ Ｙｅｌｌｏｗ

Ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ Ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ Ｔｅｓｔｓ

Ｔｈｅ ｔｅｎｓｉｌｅ ｔｅｓｔ ｗａｓ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ Ｃｈｉｎｅｓｅ Ｓｔａｎｄａｒｄ ＧＢ228 76 ｏｎ
ｓａｍｐｌｅｓ ｗｉｔｈ ａ Ｌ ／ Ｄ ｒａｔｉｏ ｏｆ 10．

Ｔｈｅ ＨＲＡ，ＨＲＢ，ＨＲＣ ｖａｌｕｅｓ ｗｅｒｅ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｗｉｔｈ ｔｈｅ Ｒｏｃｋｗｅｌｌ ｈａｒｄｎｅｓｓ
ｔｅｓｔ，ｔｈｅｎ ｃｏｎｖｅｒｔｅｄ ｉｎｔｏ Ｂｒｉｎｅｌｌ ｈａｒｄｎｅｓｓ．

Ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ａｒｅ ｒｅｐｏｒｔｅｄ ｉｎ ｔａｂｌｅ Ｖ．
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Ｔａｂｌｅ Ｖ Ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ Ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ

Ｓａｍｐｌｅ Ｎｏ． σｓ ｋｇｆ ／ ｍｍ2 σｂ ｋｇｆ ／ ｍｍ2 δ10 % % Ｂｒｉｎｅｌｌ Ｈａｒｄｎｅｓｓ

1Ｃｒ13（#403） 55 70 25 69 195 ～ 220

Ｉ 57 72. 6 10. 78 58. 25 242

ＩＩ 58. 95 69. 8 10. 96 58. 85 227

ＩＩＩ 60. 2 79. 3 11. 44 54. 62 253

ＩＶ 61. 9 81. 7 12. 85 52. 13 248

 δｓ

Ｃｏｒｒｏｓｉｏｎ Ｔｅｓｔｓ

Ｃｏｒｒｏｓｉｏｎ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｔｏ ｓａｌｔ ｗａｓ ｔｅｓｔｅｄ ｗｉｔｈ ａ 5% ＮａＣｌ ｓｏｌｕｔｉｏｎ（ｐＨ 6. 5 ～
7）ｃｏｎｔｉｎｕｏｕｓｌｙ ｓｐｒａｙｅｄ ａｔ 35 ± 2℃ ａｔ ａ ｓｐｒａｙｉｎｇ ｒａｔｅ ｏｆ 1 ～ 2 ｍｌ ／ ｈ． Ｒｅｓｕｌｔｓ ａｒｅ
ｒｅｐｏｒｔｅｄ ｉｎ ｔａｂｌｅ ＶＩ．

Ｔａｂｌｅ ＶＩ Ｔｈｅ Ｖｉｅｗ ｏｆ Ｃｏｒｒｏｓｉｏｎ Ｓｕｒｆａｃｅ

Ｔｉｍｅ 24 ｈ 48 ｈ 72 ｈ

Ｓａｍｐｌｅ Ｎｏ． Ｃｏｒｒｏｄｅｄ Ｓｐｏｔｓ

1Ｃｒ13 1 2 4 ～ 5

Ｉ 8 16 Ａｌｍｏｓｔ ｔｏｔａｌ ｓｕｒｆａｃｅ ａｒｅａ．

ＩＩＩ 5 12 Ｏｖｅｒ 2 ／ 3 ｏｆ ｓｕｒｆａｃｅ ａｒｅａ．

Ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ

Ｔｈｅｒｅ ａｒｅ ｆｏｕｒ ｋｅｙ ｆａｃｔｏｒｓ ｄｅｔｅｒｍｉｎｉｎｇ ｍａｃｈｉｎａｂｉｌｉｔｙ：Ｔｏｏｌ ｌｉｆｅ，ｓｕｒｆａｃｅ
ｆｉｎｉｓｈ，ｃｕｔｔｉｎｇ ｆｏｒｃｅ ｔｏｒｑｕｅ，ａｎｄ ｓｈａｐｅ ｏｆ ｃｈｉｐｓ． Ｇｉｖｅｎｉｔｓ ｌｏｗｍｅｌｔｉｎｇ ｐｒｏｐｅｒｔｙ，
ｔｈｅ Ｂｉｃｏｎｔａｉｎｉｎｇ ｐｈａｓｅ ｉｓ ｉｎ ｔｈｅ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔａｔｅ ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｃｕｔｔｉｎｇ ｏｐｅｒａｔｉｏｎｓ ａｎｄ
ａｃｔｓ ａｓ ａ ｃｈｉｐ ｂｒｅａｋｅｒ． Ｔｈｉｓ ｐｌａｙｓ ａｎ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｌｕｂｒｉｃａｔｉｎｇ ｒｏｌｅ ｗｈｉｃｈ ｄｅｃｒｅａｓｅｓ
ｃｕｔｔｉｎｇ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｗｈｉｌｅ ｅｘｔｅｎｄｉｎｇ ｔｏｏｌ ｌｉｆｅ． Ｔｈｅ ｒｅｄｕｃｅｄ ｃｕｔｔｉｎｇ ｅｆｆｏｒｔ ａｌｓｏ ｒｅ
ｓｕｌｔｓ ｉｎ ａ ｓｍｏｏｔｈｅｒ ｓｕｒｆａｃｅ ｒｅｑｕｉｒｉｎｇ ｌｅｓｓｅｒ ｆｉｎｉｓｈｉｎｇ ｓｔｅｐｓ．
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Ｔｈｅ ｈｉｇｈ ｃａｒｂｏｎ（C% > 0. 15）ａｎｄ ｌｏｗ ｃｈｒｏｍｉｕｍ（Cr% < 11）ｃｏｎｔｅｎｔｓ ｏｆ
ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｓａｍｐｌｅｓ ｄｉｓｐｌａｙｅｄ ｐｏｏｒ ｃｏｒｒｏｓｉｏｎ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ． Ｈｏｗｅｖｅｒ，ｔｈｉｓ ｗａｓ
ｎｏｔ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ｔｏ ｒｅｌａｔｅ ｔｏ Ｂｉ．

Ｂｅｃａｕｓｅ ｔｈｅ ｖａｐｏｒｉｚａｔｉｏｎ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｆ Ｂｉ ｉｓ ｌｏｗ，ｔｈｅ Ｂｉ ｙｉｅｌｄ ｗａｓ ｇｅｎｅｒ
ａｌｌｙ ｂｅｌｏｗ 50% ｆｏｒ ｔｈｅ ｍｅｌｔｓ ｍａｄｅ ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｉｓ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ． Ｔｈｉｓ ｗｉｌｌ ｂｅ ｒｅｍｅ
ｄｉｅｄ，ｈｏｗｅｖｅｒ，ｔｈｒｏｕｇｈ ａｎ ｉｍｐｒｏｖｅｄ ｍｅｔｈｏｄ ｏｆ ａｄｄｉｎｇ ｔｈｅ ＢｉＭｎ ａｌｌｏｙ．

Ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎ

Ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ 2Ｃｒ13（ＡＩＳＩ410）ｗａｓ ｍｉｃｒｏａｌｌｏｙｅｄ ｗｉｔｈ Ｂｉ ｔｏ ｉｍｐｒｏｖｅ ｉｔｓ
ｍａｃｈｉｎａｂｉｌｉｔｙ． Ｔｈｅ ｈｉｇｈｅｒ ｔｈｅ Ｂｉ ｃｏｎｔｅｎｔ，ｔｈｅ ｂｅｔｔｅｒ ｔｈｅ ｍａｃｈｉｎａｂｉｌｉｔｙ． Ｔｈｅ
ｓｈａｐｅ ｏｆ ｃｈｉｐｓ ｗａｓ ｆｒａｇｍｅｎｔａｌ ｗｈｅｎ ｔｈｅ Ｂｉ ｃｏｎｔｅｎｔ ｅｘｃｅｅｄｓ 0. 066% .

Ａｌｔｈｏｕｇｈ ｉｔｓ ｐｌａｓｔｉｃｉｔｙ ｉｓ ｓｌｉｇｈｔｌｙ ｌｏｗｅｒ，Ｂｉ ｆｒｅｅ ｃｕｔｔｉｎｇ ｓｔｅｅｌ ｈａｓ ｈｉｇｈｅｒ
ｙｉｅｌｄ ａｎｄ ｔｅｎｓｉｌｅ ｓｔｒｅｎｇｔｈ， ａｎｄ ｂｅｔｔｅｒ ｈａｒｄｎｅｓｓ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｔｈａｎ 1Ｃｒ13

（ＡＩＳＩ403）．
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锰矿团块还原过程的基础研究
?

摘要 本文介绍了国外锰矿团块还原过程的一些研究成果. 主要讨论

了锰矿团块还原过程中锰氧化物由高价到低价的转变、MnO的还原及其还

原速率.

1 锰氧化物由高价向低价的转变

图 1 差热分析结果之一

天然的氧化锰矿中，主要的含锰矿相

是软锰矿 MnO2、硬锰矿xMnO·MnO2·

yH2 O和褐锰矿 Mn2 O3 .碳酸锰矿是另一

类天然锰矿，其主要含锰矿相为菱锰矿

MnCO3 .不管是哪一类矿源，在锰矿团块

的还原过程中必然存在着锰氧化物由高

价到低价的转变.

与 Cr2O3 不同，不需任何还原剂，仅

仅加热就可使高价氧化锰转变成低价.

MnO2 →
570�

Mn2O3 →
880�

Mn3O4 →
1 150�

MnO

这里的转变温度是由 А. Я. Лади等用差
热分析法测得的，见图 1［1］.用碳还原时

 本文合作者：蒋国昌、徐建伦.原发表于《铁合金》，（6），31 ～ 34（1989）
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这些转变都在较低温度下发生，按图 1 可表示如下：

MnO2 →
540�

Mn2 O3 →
820�

Mn3 O →4 MnO

А. Я. Лади等认为，MnO2 被碳还原时放出总量 CO2，所以这是一个大量放热

过程.而在Mn2 O3 还原成Mn3 O4 的过程中，既有 CO又有 CO2 放出，图 1 中相

应于这一转变的是一低谷，表明这是一个吸热反应，即 CO的量比 CO2 多.此

曲线没有显现出 Mn3 O4 转变成 MnO的温度，这是因为放出 CO的吸热效应

和放出 CO2 的放热效应相抵消之故.

寺山清志等
［2］
在过量配碳（nMnOx

: nC = 1 : 2. 5）的条件下做了差热分析，

图 2 差热分析结果之二

见图 2.他们还用气相色谱法测定

了反应逸出的气体组成. 发现在

570� 下过量碳和 MnO2 反应放出

的气体中有相当多的 O2，而且该

过程的活化能只略大于 MnO2 热

分解的活化能.这说明即使加有过

量的碳，在该温度下首先是 MnO2

经热分解转变成 Mn2 O3，然后才是

O2 使碳燃烧放出 CO2 .只是由于热

分解的吸热比燃烧的放热小，所以过程的总热效应是负值. 关于过量碳和

Mn2 O3 的作用，寺山清志等认为也与温度有关.温度较低时碳的燃烧不完全，

故有 O2 剩余.而在较高温度下逸出的气体才变成 CO和 CO2 的混合物.此过

程的热效应和过量碳与Mn3 O4 反应的热效应按图 2 均是负值.这是寺山清志

等的观点，与 А. Я. Лади等的观点有矛盾之处.

O. Holta等用含 40% 挥发分的煤进行了锰精矿（主要矿相是 MnO2）的

还原研究
［3］，在 30� /min的恒速恒温条件下用热天平和气体分析仪进行测

定，发现配碳 6% 时整个过程是分两步完成的. MnO2 和 Mn2 O3 的还原从

400� 开始，逸出气体全是 CO2；Mn3 O4 的还原始于 700 ～ 750� ，起初逸出的

气体仍是 CO2，达 900� 时才有 CO可以检出.

他们指出，逸出气体的组成及还原率取决于配碳量和加热温度，见图 3.

配碳 2% 时逸出气体中有 O2 存在，还原只进行到Mn2 O3 为止，以后只是热分

解.至少配碳要大于 6%，当温度升到 1 100 ～ 1 200� 时才可能完全转变成

MnO.但另一方面，根据图 4 又指出，从能量利用的角度来看配碳 4% 最合
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理，配碳大于 4% 时 Mn3 O4 的还原就变成吸热过程了.所以他们强调应尽可

能利用 CO而不是 C来还原 Mn3 O4 .

图 3 不同条件下锰矿
团块的还原率

图 4 配碳量与高价氧化锰转变过程绝热

温度的关系

事实上锰矿或多或少地含铁，而 FeO也会对上述还原过程发生作用.

А. Я. Лади等认为有铁共存时，在如下温度区间里转变速率出现峰值：

MnO2 →
340 ～ 575�

Mn2 O3

705 ～ 1 055�

Mn3 O4

→


MnO

图 5 配碳量对 MnO还原率的影响以及还
原过程中反应物生成物的变化

2 MnO的还原

由热力学数据不难算出反应 C（s） + MnO（s ） Mn（s） + CO的起始温度约

1 400� 以上.按 O. Holta等的意见，即使生成碳化锰，反应的起始温度也只略低

于 1 300� .但寺山清志等的试验表

明，配碳为 1: 1，在1 150� 下保持 2

小时即可将纯的MnO还原成金属锰

（若配 1 : 2. 5，则所得尽是碳

化锰）
［4］.

寺山清志等在其试验中用 TCD

作还原率的在线检测.为抑制Mn的

挥发，纯 MnO 和石墨（经 He 中

1 200� 加热处理）的混合粉置于有

盖的容器内进行还原，且在还原过
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程中取样，用 X衍射及电子探针检验还原产物的组成.他们认为还原过程中的

变化可用图 5 表示.即还原分两步进行，首先是 Mn7C3 的生成反应，而后是

Mn7C3 与剩余的MnO作用生成金属锰.

图 6 温度对高价氧化锰（碳还原）还原率的影响

尽管寺山清志等的工作与上述热力学计算有矛盾，但在有 FeO 共

存时在该试验条件下 MnO 的还原是无疑的 . 按 А. Я. Лади 等的数据，
有铁共存时 MnO的还原可在 600 ～ 1 300 � （或1 000 ～ 1 200 � ）范围

内进行 .

众所周知，铬矿只能造球，而锰矿既可造球也可烧结. 和铁矿一样，

锰矿烧结首先是为了造块以适应高炉或矿热炉冶炼，其还原率很低. 烧

结成品中的主要矿相是黑锰矿（Mn3 O4）和锰橄榄石（2MnO·SiO2）. 锰球

团有氧化性球团与含碳球团之

分. 氧化性球团也以造块为目的，

且以残碳甚低为其特点. 含碳球

团的报道目前较少，尽管各家配

碳有所不同，但在低于 1 200� 还

原时，均认为反应最多只能进行

到生成 MnO 为止（即使配碳过

量）. 成品球团中可以发现有金属

球析出，但其中的含锰量极低
［5］.

因此可以说，如果寺山清志等

的工作和 А. Я. Лади 等的观点可靠
的话，那么现行的含碳锰矿球团生

产技术中必有某些因素阻碍 MnO

的还原，这是需要研究的课题.

3 锰矿团块的还原速率

图 6 是高价氧化锰还原过程曲

线，可以看到温度是主要影响因素.

对于 MnO的还原，除温度因素外碳

粉粒度特别是配碳量也有重要作用

（见图 5 和图 7）. 用 Mn7 C3 取代碳

作还原剂时，仅前期的还原速率略
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有增加.这些都是寺山清志等的研究结果.

图 7 碳粉粒度对 MnO还原率的影响

含碳锰矿团块的还原动力学目前尚缺系统的研究，有关此动力学的许多

规律和现象还未曾仔细考察过，现在还缺乏足够的实验依据去判断反应机

制，仅仅依靠速度常数和活化能的计算下断言，说服力是有限的.
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铬矿团块还原过程的基础研究
?

摘要 综合论述了国外铬矿团块还原过程的基础研究成果. 着重介绍

了铬铁矿中各组元的还原曲线，铬铁矿相在还原过程中的结构和成分变化，

并对含碳铬矿团块还原过程中的直接还原和间接还原进行了讨论.

片山博等系统地研究了铬矿团块的还原过程，1974 年以来，他们陆续发

表了多篇论文，涉及到多种条件下铬矿团块还原过程的进展和机制.因此，以

他们的工作为线索不难勾画出目前人们对这一课题的认识.

铬矿中的铬通常存在于复杂的（Mg，Fe）（Cr，Al，Fe）2 O4 矿相之中，一

般称此矿相为“铬铁矿”. 从矿物学看，它是由各种尖晶石相（MgO·Cr2 O3，

FeO·Cr2 O3，MgO·Al2 O3 等）按不同比例组成的.为了揭示铬矿团块还原过

程的基本规律，先分别观察纯 Cr2 O3、铁铬尖晶石、镁铬尖晶石和各种“铬铁

矿”的还原过程自然是有益的.

1 铬铁矿中各组元的还原热力学

铬铁矿中各组元的还原反应起始温度可以按热力学数据计算.由于生成

铬的碳化物的反应比生成纯金属铬易于进行，所以配碳量高时可望得到高的

还原率.铬铁尖晶石中的 FeO虽然比纯铁矿难还原，但仍可领先于 Cr2 O3 的

还原，而且领先还原出来的铁对 Cr2 O3 的还原有促进作用.镁铬尖晶石只有

在足够高的温度下才能被还原.

 本文合作者：蒋国昌、徐建伦.原发表于《铁合金》，（5），23 ～ 30（1989）
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2 铬铁矿中各组元的还原过程及曲线

纯 Cr2 O3 在恒温下的还原规律主要取决于温度的高低和原料粒度的粗

图 1 温度对 Cr2 O3 还原的影响

细
［1］.试验表明，Cr2 O3 粒度小于

250 ～ 325 目时，1 140 ～ 1 170� 下

可达到 60% ～ 80% 的还原率（图

1）.依赖 X射线分析，片山博等指

出 Cr2 O3 并不像其他氧化物的还

原那样有一个由高价到低价的转

变.他们没有发现 Cr3 O4 或 CrO

图 2 Cr23 C6 的粒度和比表面积对 Cr2 O3 还


原过程的影响

0. 39 m2 /g ——— < 0. 16 m2 /g

① 300 ～ 400 目；② 200 ～ 250 目；③ 150 ～ 170 目

的出现，也没有检出金属铬或

Cr23 C6 .还原生成物仅是 Cr3 C2 和

Cr7 C3，而且这两种碳化物的相对

数量与还原温度、氩气流量、原料粒度等因素有关.片山博等认为它们是同时

生成的，只是由于团块内外的 P CO2
/P CO值不同，所以在其内部形成 Cr3 C2，而

在外缘生成 Cr7 C3 .

Y. Maru 等［2］
曾用 Cr23 C6 作为

Cr2 O3 的还原剂. 除了原料粒度和

还原温度之外，他们还发现Cr23 C6

的原始气孔率也是影响还原速率

的一个重要因素（图 2）. 他们的还

原产物是金属铬.这之所以有别于

片山博等的结果，看来起因于初始

配碳量的差异.

С. М. Голодов 等［3］
在恒速升

温（5� /min）和恒温保持条件下比

较了不同碳素材料还原 Cr2 O3 的作

用.尽管不同碳素材料的还原起始

温度相近（约在1 050 ～ 1 100� ），

但以碳黑的还原反应最有效（见图

3），这与图 2 是吻合的. 此试验所
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得的生成物也是 Cr8 C2 和 Cr7 C3，但与片山博等的观点不同，他们认为还原前

期（低温下）生成 Cr3 C2，后期才有 Cr7 C3 出现.

图 3 不同还原剂对 Cr2 O3 还原的影响

1—石油焦；2—无烟煤；3—半焦；4—石墨；5—碳黑

图 4 不同温度下 FeCr2 O4 的还原规律

（RF 为 FeO完全还原的还原度）

图 4 是片山博等给出的铁铬尖晶石的还原规律［4］.此尖晶石的还原比纯

Cr2 O3 容易，在 1 180� 下还原率可达 100%，而后者在 1 170� 下只有 80% . 1

090� 还原曲线呈现一个相应于其中的 FeO 被完全还原出来的平阶，即

R = RF. 说明在此条件下 FeO的还原领先.随着这一过程的推进，铁铬尖晶

石逐渐蜕变成 Cr2 O3 .在 R < RF 的试样中，X衍射分析指出有α-Fe存在，并且

还原所生成的碳化物中铬的含量也随还原率的提高而增加，初期是（Fe，

Cr）3 C2，而后变为（Cr，Fe）7 C3 .

但也有一些学者认为此尖晶石中的 FeO和 Cr2 O3 是同步被还原出来的，

在片山博等的论文中也可找到这种见解.实际上，由图 4 可见，随着还原温度

的升高，FeO领先还原的过程很快就能完成，这就是宏观上往往可看到两者

同步还原的原因.但即使在此条件下，仍显示出 FeO促进 Cr2 O3 还原的作用.

在 FeO·Cr2 O3 的还原过程中，按照 G. C. Uler 等［5］
的观点，此尖晶石里

会有 Cr2 +
存在. N. S. S. Murti 等［6］

则认为还原产物中可检出 Cr3 O4 . U. F.

Chinje等［7］
也有类似的发现，并认为此种含有 Cr2 +

的尖晶石和金属铁相接触

时会生成一种熔点甚低（< 1 000� ）的液相，虽然随着还原率的提高，此液相

逐渐消失，但它可能是引起团块开裂的一个重要原因.

铬矿常含有 Fe2 O3，其作用与 FeO应是一致的.

镁铬尖晶石的还原约于 1 200� 开始，然而只要有约 40� 的温升，还原率

就可达到 100%（见图 5）. 温度的这种重大影响正是镁铬尖晶石还原过程的

特点，还原生成物是 MgO和 Cr3 C2 .



８６４　　

徐

匡
迪

●文
选—

—
—

钢
铁
冶
金
卷
︵
Ｂ
︶

图 5 不同温度下 MgCr2 O4 的还原规律 图 6 不同温度下（Mg0. 5，Fe0. 5）Cr2 O4 的还

原规律

（RF、RFC、RMC分别为 FeO、FeCr2 O4 和MgCr2 O4 完

全还原的还原度）

（Mg0. 5，Fe0. 5）Cr2 O4 相的还原规律示于图 6.由 1 150� 的曲线特征可以

推测其中 FeCr2 O4 是领先还原的，但它的还原与游离态 FeCr2 O4 的还原不同，

反应需在较高温度下开始，却在较低温度下结束.由 > 1 150� 的曲线特征还

可看到，一旦 FeCr2 O4 被充分还原，反应速度就显著减小，这说明 MgCr2 O4 的

还原阻力甚大.另一方面，由于 R > RFC时还原生成物并不是 Cr3 C2，而是（Cr，

Fe）7 C3，所以（Fe0. 5，Mg0. 5）Cr2 O4 中的 MgCr2 O4 的还原与游离态 MgCr2 O4 的

还原大体相同.

（Mg0. 5，Fe0. 5）（Cr0. 8，Al0. 2）2O4 在成分上最接近于天然铬铁矿，图 7 是其

还原规律.显见，其中MgCr2O4 的还原只有在约 1 270� 以上才能有效地发展.

这应该说是加入 Al2O3 的结果，但 FeCr2O4 的还原看来未受严重影响，在

R > RFC时此相的还原产物中发现有MgO·Al2O3 尖晶石的衍射波峰.

图 7 不同温度下（Mg0. 5，Fe0. 5）（Cr0. 8，

Al0. 2）2 O4 的还原规律

图 8 不同温度下Mg（Cr0. 8，Al0. 4）2O4 的

还原规律
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图 8 是 Mg（Cr0. 6，Al0. 4）2 O4 的还原规律，这一矿相的还原需要 1 300�

以上的高温，还原生成物中除了 Cr3 C2 和 MgO·Al2 O3 之外，还有游离的

MgO.

片山博等还用由天然矿石中分离出来的“铬铁矿”作了研究.毫无疑问，

以上所引述的各种还原规律都应在天然铬铁矿的还原中有所反映，即天然

“铬铁矿”的还原照例是分阶段进行的
［8］.

（Mg，Fe）（Cr，Al，Fe）2 O4
阶段Ⅰ →

< 1 100�

（Mg，Fe）（Cr，Al）2 O4
阶段Ⅱ →

1 100 ～ 1 300�

Mg（Cr，Al）2 O4
阶段Ⅲ →

> 1 300�
MgO + MgAl2 O4

当然，在不同的条件下这种分段模式有其变化的可能性.例如，W. J. Raukin［10］

图 9 不同温度下天然“铬铁矿”的还原规律

在其试验中发现，在 <1 200� 条件下铬

不会被还原，反应生成物里有 Cr2 O3 检

出，这看来是配碳量较小之故.

片山博在试验中还发现各种天然

“铬铁矿”有如图 9 所示的还原规律.

显而易见，在 1 200 ～ 1 250� 前后的还

原特点不同.按片山博之见，< 1 200�

条件下的还原率主要取决于气孔率，气

孔率大还原就快.而高温下的还原率在

很大程度上则受原料中∑Fe 量的影

响，∑Fe量愈多（含铬较低）还原率愈

高.

3 天然“铬铁矿”相在还原过程中的结构和成分变化

利用扫描电镜和电子探针揭示还原过程中矿粒结构和成分的变化，这是

还原规律研究中极其重要的一个组成部分.片山博等［9］
与 W. J. Raukin等［10］

的工作是目前在这方面较为完整的报道.由于采用了定量分析，所以他们能

够描述还原过程中矿粒内部各元素浓度的变化.

图 10（a）是刚有痕量还原率时的情况，此时矿粒结构看不出变化，也没
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有明显的金属析出，各元素的分布大体上与原矿一样.

图 10 由苏联铬矿中分离出来的铬铁矿矿相的 EPMA线扫描
（图（b）中的水平线表示起始浓度）

图 10（b）是还原率为 20% ～ 40% 时的特征.此时矿粒结构仍无显著变

化，但其外围已可检出金属相，这并不是纯铁相，其中铬约可达 10% . 矿粒直
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径比原始尺寸略有缩小，矿粒内各元素分布已有明显变化.外缘部位的含铁

量降低了，甚至出现了浓度梯度，这就是这一阶段铁元素由矿粒内向外扩散

的实据，正是这个原因使得铬在矿粒外缘部位的浓度升高.然而在紧靠金属

析出处铁和铬的局域浓度都降低，在矿粒芯部两者又几乎保持原始浓度.另

外，Al2 O3 在矿粒外缘的浓度已可检出.

图 10（c）是还原率为 30% ～ 50% 时的特征.此时矿粒外围的金属相已

长大，且其含铬量也增至 10% ～ 20% . 矿粒的边界则变得坑洼不平，矿粒内

部开始有脉石状金属相析出，可见到气孔变大和增多. MgO和 Al2 O3 已在矿

粒的外缘浓缩，该处有近似于 Mg（Cr，Al）2 O4 的相检出.

图 10（d）的还原率已达 40% ～ 70%，此时矿粒的内外均有更大的金属

相检出，外围金属相中含有相当高的铬，内部脉状金属相的含铬量较低.如果

原始矿粒较细，此时在尚未还原的矿粒内部含铁量已不大，而存在着铬的浓

度梯度，表明铬由内向外的扩散取代了铁的扩散.这一阶段里的其他现象与

前一阶段相似.

图 10（e）是还原率更高时的特征，除了与上阶段相似的现象之外，

MgO和 Al2 O3 的浓缩区已十分明显，表明 MgO·Al2 O3 的反应阻挡层已

形成.

事实上，金属相一旦析出之后它就一直处于渗碳过程中，只是因为片

山博等和 W. J. Raukin 等的工作均未能测碳，故难以判断何时由金属相

变成碳化物. R. H. Nafziger等［11］
认为高还原率的试样中可发现呈异相结

构的金属，可能这就表明碳化物的生成. 但也可能一开始就是碳化物而

不是含碳金属. 在不同配碳条件下碳化物究竟何时出现还需要用多种检

图 11 不同温度下天然铬矿的还原规律

验方法进行测定.

4 天然铬矿的还原

天然铬矿和由其中分离出来的

“铬铁矿”的区别在于前者含有以 SiO2

为主的脉石.图 11 是天然铬矿的还原

规律
［8］.片山博等认为这一特点正反

映 SiO2 的作用——— < 1 270� 时它对

还原起阻碍作用，在高温下它可与

MgO、Al2 O3 反应而又促进还原.
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高还原率时天然铬矿内元素的分布特征示于图 12. 由图可知，存在着

一个 MgO高度浓缩的区域，它把已析出的金属相分割成内外两部分. 在原

矿的芯部也已充分还原，这里含铁高的金属相和含铁低的混杂在一起. 靠

近原矿粒外缘处有 SiO2 的峰，这是 SiO2 侵入的表现. 据片山博等的看法，

1 250� 下进行还原时即可观察到这一现象，张南生等称有 2MgO·SiO2

生成
［12］.

图 12 1 350� ，120 min还原后的 EPMA线扫描
（a）—苏联铬矿；（b）—苏联铬矿中的铬铁矿矿相

图 13 不同条件下铬铁矿的碳还原

5 直接还原还是间接还原

含碳铬矿团块的还原过程是由固

体碳直接还原还是由一氧化碳进行间

接还原，应该说人们在这一还原途径的

研究中迄今还有不少解释不了的结果

或相互矛盾的观点，所以这是有待继续

深入探索的一个领域，而关键是首先要

解决研究方法.

片山博等主要研究了改变气氛或

气压的影响，图 13 是他们在 1977 年发

表的试验结果
［13］. 所用的（Mg，Fe）

（Cr，Al，Fe）2 O4 是由天然铬矿分离而
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得.低温下（< 1 200 ～ 1 250� ）主要是通过一氧化碳还原，而高温下主要是碳

通过固相扩散直接还原，这一观点是他们以此图为依据提出的.

但对此论点并非没有争议.

气体在团块中的渗透有一个临界气孔直径，此直径与相应气压下的气体

分子自由程有关.在真空下气体分子的自由程变大，即相应的临界气孔直径

变大，因此一氧化碳能起反应作用的总反应表面积减小，这就是真空下间接

还原受阻的主要原因.就直接还原作为一个单元反应来说，真空固然可以促

进它，但对碳的固相扩散很难说有什么作用，所以真空下以直接还原为主要

反应途径只在有限的条件下（如碳的固相扩散阻力小，团块气孔也小）才是

可靠的.图 13 的试验并未用压块，而是将矿粉、碳粉混匀后装入石墨坩埚.若

假设真空下以直接还原为主，那么 < 1 200 ～ 1 250� 时一氧化碳流动气氛中

只有设想以间接还原为主才可理解图 13 所示的规律，因为若也以直接还原

为主则其还原速率应比真空下更小.然而，> 1 200 ～ 1 250� 时真空下的直接

还原不仅比一氧化碳流动气氛中的直接还原快，也可能快于一氧化碳气氛中

的间接还原，即 > 1 200 ～ 1 250� 条件下一氧化碳流动气氛中的反应途径尚

难定论.

图 14 （pCO + pCO2
）对 MgCr2 O4

还原速率的影响

用一氧化碳还原纯 Cr2 O3 的反应驱动力甚小，只要不大的 pCO2
/pCO就足

以抑制它.但用一氧化碳还原无内配碳的 FeCr2 O4 时发现铬也有部分还

原，如 1 300� 下保持 5 小时，RFe可达 74%，RCr 也可达 8%［13］. 1985 年片

山博等所发表的在不同的一氧化碳气压下还原含碳 FeCr2 O4 的试验结

果
［14］
与图 13 是吻合的. 由此看来，

至少在含碳铬矿团块还原过程的

前期，反应可能是主要按间接还原

方式进行的.

然而，同时发表的在不同一氧化

碳气压下还原含碳 MgCr2 O4 之试验

结果却显示出不同于图 13 的特点.

图 14 表明在 0. 1 ～ 0. 2 atm条件下还

原速率出现极值.片山博等又用商品

球团在不同一氧化碳气压下做了试

验
［15］，其结果（图 15）与图 13 是矛盾

的，且与图 14 也不全一致.片山博等

按间接还原作了解释，同时又承认尚
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难自圆其说.

为了揭示各种条件下的真实反应途径，使用别的研究方法是必需的.前

图 15 N2 -CO气氛中的 pCO对商品球团

还原的影响

面已介绍了某些条件下含碳铬矿团块

的还原率与反应物的气孔率有关，但这

方面发表的文章过于粗糙.作者认为应

以汞压入法测孔作为这一研究的基础

（在铁矿还原研究中应用此法卓有成

效），定量地查核各阶段还原反应速率

与气孔（大于临界直径者）内表面积的

关系.

为了揭示真实的反应途径，还必须

研究微气孔的分布.

前已提到，在过程的中后期，尚未

还原的矿粒内部也有生成物析出.但只

有检出其在微气孔旁形核，才能有说服

力地证实间接还原的贡献.

前还提到，尚未还原的矿粒内有铁的乃至铬的浓度梯度.因此，未反应核

和早先已析出的生成物之间的边界应是发生单元反应的场所.在此边界上发

生的可能是直接还原，也可能是间接还原，因为此界面上也会有微气孔.

在铁矿的还原研究中已证明一氧化碳可进入约 130 A的微气孔内起还

原作用，所以只有用精细的检验方法才能完成这一研究任务.

因此，含碳铬矿团块的真实还原途径目前尚难断言.作为一种估计，还原

前期可能主要通过一氧化碳起作用，而在中后期两种还原途径可能均有贡

献.只有依靠研究方法的进一步改进，才可望提出公认的见解.
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超低硫钢冶炼技术的研究
?

摘要 含硫量小于 30 ppm的超低硫钢是发展石油工业等的紧缺钢材.为

开发这种钢的冶炼技术，作者用在英国 BSC公司做的试验数据作了统计分

析，并相应地进行了一些基础研究. 研究指出，不能单独用 B =

（% CaO）/（% SiO2）或MI（Mannesmann Index）来说明顶渣的脱硫效果.它们

有一最佳匹配，即 B ≈ 7，MI = 0. 33. 最佳的顶渣组成是 58% ～ 62% CaO +

24% ～28% Al2 O3 + 8% ～ 12% SiO2 .在MI较大时，（% Fe O）+（% MnO）对

脱硫效果的影响较弱.文中对喷吹方案、Ca利用率和回硫问题进行了分析.

超低硫钢是指硫含量小于 30 ppm的钢. 随着石油工业的发展，为了

制造能在高压、低温和腐蚀性环境下工作的油、气管线及海洋采油平台，

必须不断降低钢的含硫量
［1］. 我国石油工业对超低硫钢的需求呼声日

高. 为开发这种钢的冶炼技术，在自然科学基金支持下完成了本基础

研究.

1 顶渣碱度

众所周知，即使是喷粉脱硫工艺，终点硫含量主要仍取决于顶渣.而从工

艺因素看，碱度对顶渣脱硫能力的影响最大.碱度可用很多方式表达，其中最

常用的是 B =（% CaO）/（% SiO2）. 在钢的二次精炼领域里，曼内斯曼指数

MI（Mannesmann Index）也已得到广泛应用.

对在英国 BSC公司所做的喷粉脱硫数据进行处理后，发现 B和 MI对顶

渣脱硫效果的影响是交错的.在用 m
S

=（% S）/（% S·% Al2 /3）表示硫分配

 本文合作者：蒋国昌、郭占成、关玉龙.原发表于《钢铁》，24（8），12 ～ 16（1989）
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指数的前提下，将按MI值分档，可以看到在每一个MI范围内，B对mS的影响

都有一个峰值点.而且将各个优选的 B值点连接起来，又形成一条具有一峰

点的曲线，见图 1.若将数据 B值分档，也可看到类似的规律.这就是说顶渣

的控制应从 B和 MI两方面提出要求.例如，对钢的二次精炼用渣，一般要求

MI = 0. 25 ～ 0. 35［2］. 这自然是限于某个 B值范围的结果.而本研究中，当

MI = 0. 2 时也可能脱硫良好［3］.

组别 MI 程喷 单喷

I 0. 07 ～ 0. 15

II 0. 15 ～ 0. 20

III 0. 20 ～ 0. 25

IV 0. 25 ～ 0. 30

V 0. 30 ～ 0. 35

图 1 碱度和 MI对硫分配的影响

图 1 所示的规律可用如下回归方程（73 组数据的处理结果）描述：

lg m
S

= 7. 99 - 20. 0（MI - 0. 327）2 - 0. 035 5（B - 7. 15）2 - 21. 06Nfm

Nfm为渣中 FeO和 MnO的摩尔分数之和.此式的相关检验结果：U = 25. 28；

Q = 21. 17；F = 16. 0；α = 0. 05时，λ = 4. 0. 因此，最佳匹配是MI = 0. 327，

B = 7. 15.

以上所揭示的规律可用 O/R值的变化来说明. O/R是 Lok 建议采用的

指标
［4］. O/R = n

O2

/（n
siO2

+ n
Al2O3

），n是摩尔数.图 2 表明图 1 各曲线峰点的

mS 与相应的 O/R值成线性关系.看来，BSC公司的试验中，最大的 O/R值出

现时，mS 最大.

由上述最佳匹配可进一步推知最佳顶渣组成应为 63% CaO + 24% Al2 O3

+ 10% SiO2 . 这和 Shii［5］、小仓康嗣［6］、Turkdogan［7］
的观点一致.也为本实验

室试验
［3］
所证实.
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2 其他碱度表达式的应用

图 2 O/R值与 mS 的关系

上述 B和 MI 均是经验性的碱

度表达式. 单用其一难以概括 CaO-

SiO2 -Al2 O3 -MgO 四元系的特性. 为

此，又用以 Flood［8］
和 Lok［4］

两个理

论为依据导出的碱度表达式
［3］
作了

处理.

BFL =
N

e

Ca + +
+ 0. 58N

e

Mg+ +

NSiO2
+ 0. 50NAl2O3

NSiO2
和 NAl2O3
是常用的摩尔分数，而

Ne

Ca + + 和 Ne

Mg+ + 是 Flood所定义的电当

量摩尔分数.

Ne

Ca + + = n
Ca + + /（n

Ca + + + n
Mg+ +）

Ne

Mg+ + = nMg+ + /（nCa + + + nMg+ +）

图 3指出 BFL >4. 5时可有良好的脱硫.这和实验室研究结果［3］
也一致.

图 3 BFL与 mS 的关系 图 4 光学碱度对硫分配指数 mS 的影响
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在碱度这一概念的发展中，光学碱度是一个理论基础比较完善且又可实

测的新成果
［9］. Sommerville等［10］

曾成功地用光学碱度（Λ）概括了 7 个渣系

的硫容量（CS），指出 lg CS 与 Λ之间呈线性关系.

采用中村崇
［11］
的数据处理了在 BSC公司取得的结果，发现 Λ 愈大则

lg mS愈分散，见图 4.应注意的是，若脱硫操作终止时反应已接近平衡，则 mS

应是 CS 的函数.这种条件下，图 4 应和 Sommerville等的结果吻合.但迄今已

发表的文献中都只限于 Λ < 0. 81 的范围.在这一范围里，图 4 是接近 Som-

merville等的结果的.当然，mS 只是过程参数，所以图 4 中数据的分散度较大

是合理的.

另外，在 Λ > 0. 81 的范围里，图 4 的数据更分散.这一组成实际上已在

CaO饱和析出线之外.因此，不可能指望只适用于均相熔渣的光学碱度会明

显地影响脱硫指标.

3 终渣中的（% FeO）和（% MnO）

图 5 是终渣（% FeO + % MnO）对终点硫含量的影响，随着 MI 的增加，

图 5 终渣（FeO + MnO）% 与
终点硫含量的关系

（% FeO + % MnO）的影响减弱. 这

一结果并不异常. 因为 MI 增大时，

aFeO是下降的
［12］.

图 5 表明为使终点含硫量小于

10 ppm，（% FeO + % MnO）应不大

于 0. 6% . 此值大体上和钢中的残铝

平衡.

（% FeO）+
2
3

Al =
1
3
（Al2O3）+ Fe

ΔG° = - 67 723 + 17. 8T

32 组数据的平均值 Al = 0. 039% .

利用以 Thermo-Calc.程序和修正 IR-

SID-Kapor-Frohberg 炉渣模型为基

础的计算结果
［13］，可知相应于最

佳顶渣组成的 αAl2O3
约在 0. 1 左
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右. 而（FeO）的活度系数约为 0. 5 × 10 - 3，所以 αFeO = 0. 38 × 10 - 3，或

（% FeO） 0. 7% .

4 两种喷粉方案的比较

上述数据处理中采用 mS 作为脱硫指标，由于单喷 CaO者，其 % Al 较

CaO-CaSi-CaO程序喷吹的低，所以可将两种数据当作一个样本考察.但实际

上两者的脱硫效果是有差异的.在初始硫量相近的前提下，采用程序喷粉炼

成超低硫的概率较大，见表 1.

表 1 超低硫钢的炼成率

初始 % S 70 ～ 60 ppm 初始 % S 50 ～ 40 ppm

统计数
% S < 20 ppm

的几率，%
% S < 15 ppm

的几率，%
统计数

% S < 20 ppm

的几率，%
% S < 15 ppm

的几率，%

单 喷 15 26. 7 0 11 63. 6 18. 2

程 喷 9 77. 8 66. 7 23 91. 3 60. 9

采用逐步回归，输入 16 个度量，得到如下规律.

对单喷 CaO的 50 炉数据

lg
（% S）

% S
= - 2. 03 + 3. 18 NCaO + 3. 09 NMgO + 0. 217 lg NMnO

- 0. 555 lg % Alf + 5. 37（0. 11% C

+ 0. 063% Si + 0. 026% Mn）

% Alf 是终点含铝量.此式的相关系数 R = 0. 94.

对程序喷吹的 51 炉数据

lg
（% S）

% S
= 0. 968 + 4. 06 NMgO - 5. 36 NSiO2

- 1. 53 NAl2O3

- 0. 25·lg·NMnO - 0. 197 lg NFeO

+ 0. 155·QCaO + 0. 522 lg t

QCaO是 CaO的喷吹强度（kg/ t），t是喷粉时间.此式的相关系数 R = 0. 91.

尽管在 BSC公司的试验中已证实单独喷吹 2. 5 ～ 3. 0 kg/ t 的 CaO对高
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% S区（% S = 140 ～ 180 ppm）的脱硫还是有用的，但因为钢水氧位偏高，所

以炼超低硫钢还得靠程序喷吹.

5 Ca-Si的有效利用率

在 BSC公司的试验中，Ca-Si（含 28% Ca）的喷吹强度是 3. 05 kg/ t.若假

定喷粉期间全靠 Ca脱硫，则用于脱硫的 Ca量是

40
32
·Δ% S =

40
32
（43. 7 - 19）× 10 - 3 = 0. 031 kg/ t

因喷 Ca-Si前先已用 Al脱氧，故忽略耗于脱氧的 Ca量.再考虑到溶于钢水的

Ca量约为0. 041 kg/ t，从而算出 Ca的利用率仅为 8. 4% .

6 回硫

在 BSC所作的试验中，曾有 7 个炉号出现回硫现象.与其他炉号比较，这

7 炉的特点是：① 终点硫含量很低，② 钢中铝的烧损较大.为了验证回硫现

象出现的规律，利用 30 kg感应炉进行了程序喷吹试验.

所用的喷粉方案及试验结果示于图 6.可见，凡是初始硫量高的炉号都

有明显的脱硫.反之，则有明显的回硫.而且回硫均出现于喷吹石灰粉期间.

笔者认为这一试验结果表明：① 经过喷粉精炼，硫在渣钢间的分配已接近平
衡，这是出现回硫的基础条件；② 直接引起回硫的因素是钢水氧的变化，这
和 R. J. Fruehan的观点［14］

完全吻合.

符号 喷 吹 工 艺
喷吹量，kg

CaO Ca-Si CaO

程序喷吹 30 150 30

分层装入一次喷尽 30 250 30

30 150 30

30 150 30

图 6 感应炉喷粉试验中的回硫现象
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浇注过程钢液吸氮的研究
?

摘要 本文根据模型研究结果，对浇注过程钢液吸氮的现象进行了研

究.研究结果表明，浇注过程钢液含氮量的变化与注流的长度、水口直径等

有关.在一定的情况下也与钢液本身的物性（诸如表面张力、粘度和密度）有

关.与由于空气卷入钢液氮含量增加相比，通过注流表面吸氮很少，几乎可

以忽略不计.

1 绪言

近年来，随着冶金技术的不断进步，现在已经能在浇注前将钢液中氮含

量降低到很低的水平，因此必须对钢液的浇注过程进行严格的控制，以防止

钢液在浇注过程中吸氮.

在钢液浇注过程中，一方面，注流将周围的空气卷入，将其中氮吸进；另

一方面，由于注流与空气的直接接触，空气中的氮通过钢液 空气界面向注流

中迁移.

本文将对浇注过程中钢液的吸氮机理进行分析，以对浇注过程钢液含氮

量的变化进行估算，并分析影响钢液含氮量变化的因素.

2 注流的特征

图 1 表示上注和连铸时注流的流动情况.图中 Zi 表示浇注开始时注流

的落下高度；Z表示浇注时的注流高度；h
i
表示盛钢桶中钢液的初始高度；h

 本文合作者：凌天鹰.原发表于《钢铁研究》，（2），7 ～ 12，117（1989）



８８１　　

二

研

究

论

文

图 1 浇注模型

1. 盛钢桶；2. 铸模；3. 中间包；4. 注液

表示浇注过程中盛钢桶钢液的高

度；R
1
表示盛钢桶的半径；l

0
表示

水口的长度；设铸锭截面为正方

形，d表示其边长.

2． 1 钢液的流出速度和流出量

钢液可近似看作不可压缩的

流体，应用伯努利方程，在忽略阻

力损失的情况下，可求出钢液在水

口末端的流出速度 U
0
为

U
0

= 2g（h + l
0槡 ） （1）

根据流体流动的连续性方程，有

- πR2

1

dh
dt

= πa2

0
U

0
= πa2

0
2g（l

0
+ h槡 ）

从而得到

dh
dt

= -
a

0

R( )
1

2

2g（l
0

+ h槡 ） （2）

式中，a
0
———水口末端注流的半径，cm；

g———重力加速度，cm/s2 .

根据初始条件 h | t
= 0

= h
i
，对（2）式积分

∫
h

h
i

dh

2g（l
0

+ h槡 ）
= ∫

t

0

-
a

0

R( )
1

2

dt

整理后得

l
0槡 + h = l

0
+ h槡 i

-
a

0

R( )
1

2 g

槡2
t （3）

将（3）式代入（1）式，则得钢液流出水口的初速度为

U
0

= 2槡 g l
0

+ h槡 i
-

a
0

R( )
1

2

g /槡 2[ ]t （4）

钢液的自由流出量为
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g = πa2

0
U

0
ρ （5）

式中，ρ———钢液的密度，g/cm3 .

2． 2 注流的落下高度

根据钢液流动的连续性方程可得

（h
i

- h）πR2

1
=（Zi - Z）d2 （6）

整理后可得

Z = Zi -
πR2

1

d2（h
i

- h） （7）

由（4）式求得 h的表达式为

h = l
0

+ h槡 i
-

a
0

R( )
1

2 g

槡2[ ]t
2

- l
0

（8）

将（8）式代入（7）式，从而得到注流落下高度的表达式为

Z = Zi -
πR2

1

d( )2
h

i
+ l

0
- h

i
+ l槡 0

-
a

0

R( )
1

2 g

槡2[ ]t{ }
2

（9）

2． 3 钢液 空气的接触界面积

设注流在高度 Z处的半径为 a，则注流 空气的接触面积为

F1 = 2π∫
Z

0

adZ （10）

根据自由下落注流流动的稳定性理论
［1］，得

2gZ

U2

0

+ 1 =
a

0( )a

4

（11）

设 ξ =（2gZ /U2

0
+ 1）1 /8
，则

a = a
0
ξ - 2 （12）

将上式代入方程式（10）得

F
1

= 2π∫
Z

0

a
0
（2gZ /U2

0
+ 1）- 1 /4 dZ （13）
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整理后可得

F
1

=
4πa

0
U2

0

3g
2gZ

U2

0

+[ ]1
3 /4

-{ }1 （14）

3 浇注时注流卷入的氮

3． 1 浇注时注流卷入空气的速度

注流卷入空气的现象十分复杂，岩田腾吉等人通过模型试验和高速摄影

对注流卷入空气进行了研究.研究结果表明［2］，注流对气体的卷入速度受注

流的半径、钢液的浇注速度和注流表面的紊流程度有关，可用下式表示：

v
g

= 0. 02v
1
［（Rc - a）/a

0
］3 （15）

式中，v
g
———注流卷入气体的速度，cm3 /s；

a
0
、a———分别为出口处和高度 Z处的注流半径，cm；

Rc———注流的空穴半径，cm；

v1———钢液的浇注速度，cm3 /s.可用下式计算得到

v
1

= πa2

0
U

0
（16）

Sande［3］
等人通过实验求得 R

c
的计算公式为

R
c

=［（1. 14 + 0. 008 9E1）
1 /2 - 1. 067］1 /2

（17）

式中，E
1
———注流的动能，erg.

假设注流表面凸出部分动能控制气体吸附
［4］，则

E1 = 1 /2mv2 （18）

式中，U———钢液流动的线速度，cm/s.

m = πρ λ（2aε - ε2 /2） （19）

式中，λ———波长，可用式（20）表示：

λ = 8. 38ε （20）

式中，ε———钢液在位置 Z处的表面紊流程度.
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通过流体流动的模型试验和因次分析
［5］，可得出钢液流动的表面紊流度

ε

ε = ε
0
exp［（2 /7）FrWe- 0. 35（ξ 7 - 1）］ （21）

ln
a

0

ε( )
0

= 44. 3
l

0

D( )
0

- 0. 73

Re- 0. 1 （22）

式中，We———Weber数；

Re———Reywold数；

Fr———Froude数；

ε
0
———出口处注流的表面紊流度.

根据流动的连续性方程
［1］，在高度为 Z 处注流流动的线速度可用下式

表示

U = U0ξ
4 （23）

3． 2 因空气卷入钢液中氮含量的变化

设钢液温度为 1 600� ，氮气的分压为 0. 79 atm，假定注流周围的空

气温度与钢液温度相同，并设卷入的空气中的氮被注流全部溶解. 则在

浇注某一时刻，注流吸氮量 Δ［N］0
E
（%）为

Δ［N］0
E

= 1. 44 × 10 - 2 vg /πa2

0
U

0
ρ （24）

考虑到卷入的空气中氮不能完全溶解在钢液中，设 η
E
为钢液对卷入的

空气中的氮的吸收率，则实际注流的吸氮量 Δ［N］0
E
（%）为

Δ［N］E = η
E
·Δ［N］0

E
（25）

浇注前后钢液平均含氮量的变化 Δ［N］
E
（%）为

Δ［N］
E

= 1. 44 × 10 - 2 G/M1·ηE
（26）

式中，M1———浇注的钢液重量，t；

G———浇注期间卷入气体总体积，m3 .

4 浇注时注流钢液的吸氮

对于钢液与空气的直接接触，气相中的氮向注流中的迁移可分为以下三
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个步骤：

（1）空气中的氮通过气体边界层向气 钢界面扩散，其迁移速度为

n
g

= K
g
（P

N2，b
- P

N2，i
）/RT （27）

式中，K
g
———氮通过气体过界层的传质系数，cm/s；

P
N2，b
———气相中氮的分压，atm；

P
N2，i
———气 液界面处氮的分压，atm；

R———气体常数，cm3·atm/（mot·K）；

T———气体温度，K.

（2）在界面上氮发生分解、吸附等界面化学反应，其速度为

n
r

= K
r
（C2

e
- C2

i
） （28）

式中，K
r
———界面化学反应速度常数，cm3 /（mol·s）；

C
e
———与气相相平衡的平衡氮浓度，mol /cm3；

Ci———界面处钢液中氮含量，mol /cm3 .

（3）氮从界面处向钢液内部的扩散，其扩散速度为

n
1

= K
1
（C

i
- C

b
） （29）

式中，K
1
———钢液中氮的传质系数，cm/s；

C
b
———钢液内部氮含量，mol /cm3 .

所有的研究都表明，氮在气相中的扩散速度比其他各个环节快很多，对

其扩散阻力可忽略不计.设第二和第三步骤的总速度为

n
ov

= Kov（C
e

- C
b
） （30）

式中，Kov———氮的总传质系数，cm/s.

设反应稳态进行，n
r

= n
1

= n
ov
，从而可求得 K

ov
为

Kov = K
1

4C
b
 + 2 + 4C2

e
-（2C

b
+ 槡 ）

2（C
e

- C
b

[ ]
）

（31）

式中，———K
1

/K
r
，mol /cm3 .

考虑到钢中氧对界面反应速度常数的影响，K
r
可用下式表示

［6］

K
r

= 10f
N

/（1 + 953f
O
［O］） （32）

式中，f
N
、f

O
———分别为钢中氮和氧的活度系数；
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［O］———钢中氧含量，% .

对于注流表面积为 F
1
，氮通过注流表面向钢液内迁移使钢中氮含量的

增加 Δ［N］st（%）为

Δ［N］st = 1 400F
1
n

ov
/（πa2

0
U

0
ρ） （33）

由于注流表面吸氮，钢中平均氮含量的增加 Δ［N］st（%）为

Δ［N］st = 1 400∑F1 n
ov
Δt /（M1 × 104） （34）

5 计算结果及讨论

5． 1 流体物性对钢液吸氮的影响

（1）表面张力的影响. 对于注流落下初始高度分别为 Z
i

= 50 cm 和

250 cm的条件下，设钢液密度 ρ = 7 g/cm3，粘度 μ = 0. 05 g/（cm·s），表面张

力分别为 σ = 1 000、1 500和1 800 dyn /cm，Δ［N］0
E
与U

0
的关系如图2所示.

从图中可看出，随着表面张力的增加，Δ［N］0
E
减小.这个现象在 D

0
较小及 Zi

较小的情况下不明显.
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图 2 钢液表面张力对钢液氮含量变

化 Δ［N］
0

E 的影响

图 3 钢液粘度对钢液氮含量变化

Δ［N］
0

E的影响

（2）粘度的影响.设钢液的密度 ρ = 7 g/cm3，表面张力σ = 1 500 dyn /cm，

粘度分别为 μ = 0. 03、0. 05和0. 07ρ g/（cm·s），通过计算得到如图3所示的

关系，可以看到，随着粘度的增大，Δ［N］0
E
减小.

（3）密度的影响.密度变化对 Δ［N］0
E
的影响很小，可以忽略不计.

5． 2 浇注过程钢液吸氮量的变化

设卷入空气中的氮全部进入钢液中，即 η
E

= 1，钢中氮含量的变化与时

间的关系的计算结果如图 4所示.计算条件为：R
1

= 150 cm，h
i

= 250 cm，d

= 88. 6 cm，D
0

= 5 cm，l
0

= 30 cm，Z
i

= 250 cm. 计算结果表明，随着浇注

的进行，由于水口出口处钢液流动线速度 U
0
下降，注流落下高度 Z 的减小，
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图 4 Δ［N］E 和 Δ［N］st 与时间的关系

注流卷入周围空气的数量减少，Δ
［N］0

E
相应减小；同时注流的表面积

F
1
减少，Δ［N］st也相应减小. 从计

算结果还可看到，由于空气卷入钢

液含氮量的增加 Δ［N］0
E
远远大于

通过注流表面的吸氮量Δ［N］0
st
.

图 5 浇注时钢液吸氮与钢中氧含量的关系

5． 3 钢中氧对氢含量变化的影响及

吸

众所周知，钢液中氧是表面活性

元素，它们会向钢液表面富集，占据

表面的空位，从而阻碍吸氮．
根据取样测定

［7］，浇注过程中钢液氮含量的变化与氧含量的关系如

图 5 所示．严格来说，这些测定值是Δ［Ｎ］Ｅ和Δ［Ｎ］ｓｔ的和． 但正如上面

得到的，Δ［Ｎ］ｓｔ的数值很小可忽略，可以近似认为测量值即等于Δ［Ｎ］
0

Ｅ

的测量值．
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图 6 氮的吸收率 ηＥ

根据模型计算出 Δ［Ｎ］0

Ｅ 的值为40 ｐｐｍ，对于任意的钢中氧含量，根
据方程式（31）和（32），可以计算出 Ｋｏｖ的数值，再根据 Ｋｏｖ的数值，利

用公式 η
E

= Kov /K0
ov确定出 η

E
的数值，结果如图 6所示，这样根据方程

式（25）可计算出 Δ［Ｎ］Ｅ的数值，如图 5 所示 ． 从图 5 可以看到，Δ
［Ｎ］Ｅ 的 计 算 值 与 实 测 值 十 分 相 符；另 外 还 可 得 到，在［O］ =

0 ～ 0 ． 02范围内，Δ［Ｎ］Ｅ随［Ｏ］的增大而急剧减小，当［Ｏ］> 0 ． 02，Δ
［Ｎ］Ｅ 随［Ｏ］的变化趋于平缓 ．

5． 4 浇注条件对钢液氮含量变化的影响

（1）注流落下的初始高度 Zi. Z 与钢液吸氮量的关系如图 7 所示.可以

看到，随着 Zi 的增加，Δ［N］E 和 Δ［N］st都随之增加.
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图 7 注流落下初始高度对 Δ［N］E、

Δ［N］st的影响

图 8 水口直径变化对 Δ［N］E、

Δ［N］st的影响

（2）水口直径 D0 .水口直径 D
0
与钢液含氮量变化的关系如图 8 所示.从

图 8可以看出，随着水口直径的减小，Δ［N］E 和 Δ［N］st都随之增加.通常水口

直径的影响要比注流落下初始高度的影响大.

6 结论

根据理论计算和实际取样分析，研究了钢液在浇注过程中氮含量的变

化，得到如下结论：

（1）钢液浇注时，钢液的表面张力和粘度等物性对钢液氮含量变化均有

一定的影响；

（2）浇注时，因空气卷入钢液氮含量变化比注流表面吸氮引起的氮含量

变化大得多，后者几乎可以忽略不计；

（3）浇注条件对氮含量变化有较大的影响，随注流落下高度增大和水口

直径减小钢中氮含量的增量明显增大.
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氧化锰的熔融还原动力学问题
?

摘要 本文对 R. J. Pomfret、A. A. Плыщеский以及作者自己的试验
结果作了综合分析. 指出（MnO）的还原可用三步模式说明，并且其中 Fe、

Mn间的交换反应可能是速度最慢的一个环节.作者还为进一步定量地论证

三步模式在实际还原过程中的贡献提出了研究方法，对还原过程中的副反

应与不同还原剂的作用也作了讨论.

符号说明

（MnO），Mn———渣中和金属中的

锰

C———金属中的碳

C
（S）
———以固体存在的碳素

a———活度

T———温度

P———气体压力

N———mol分数

τ———反应时间
k

1
———反应（1）的表观速度常数

k23———反应（2）和（3）的总括表

观速度常数

i———表示起始值

max———表示峰值

B———碱度

1 引论

锰的氧化及还原是钢铁冶炼过程中的基本反应之一.在钢铁冶金理论发

展过程中，渣钢间锰的行为已有不少学者曾进行过研究.这些研究结果主要

 本文合作者：蒋国昌、丁伟中、顾利平. 原发表于《上海工业大学学报》，9（1），80 ～ 89
（1988）
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局限于（% Mn）和 % Mn均较低的情况.随着熔融还原新技术的发展，用熔

融还原方法生产高碳锰铁或进行锰钢的直接合金化已经得到重视.因此，冶

金学家的兴趣转移到了高（% Mn）和高 % Mn领域. 但是，在这一新领域里

至少有以下的一些课题有待进一步解决，例如：

（1）渣的锰容量及高（% MnO）条件下渣中各组元的活度；

（2）高 % Mn条件下 Fe-Mn-Si-C四元系或 Fe-Mn-Si-P-C五元系中元素

的活度；

（3）高（% MnO）和高 % Mn条件下的物性参数（粘度、界面张力等）；

（4）反应的机构和律速环节；

（5）Si、Fe和 Mn的竞争氧化还原；

（6）不同还原剂及还原剂不同状态（例如：C
（S）
、C及 CO等）的作用.

本文是关于氧化锰熔融还原反应动力学方面的评述分析.其中包括近几

年内作者的一些工作.

2 三步还原模式

2． 1 Ｆｅ、Ｍｎ交换反应

熔融氧化铁的还原反应机构有两种模式，即直接还原模式（被C或 C
（S）

还原）和间接还原模式（被 CO还原）.对于氧化锰的熔融还原，除了上述两种

假设外，还有三步还原模式也已得到某些研究者的支持，按照这一模式，整个

过程由三个反应串联而成，即

（MnO） + Fe （FeO）+ Mn （1）

（FeO） + CO Fe + CO2 （2）

CO2 + C 2CO （3）

显然，这里的反应（2）和（3）合在一起正是熔融氧化铁的间接还原模式，而反

应（1）常被称为铁、锰的交换反应，实质上可看作 Fe 和 Mn 的竞争氧化还原

反应.

Pomfret［1］、Плыщевский［2］、筱崎信也
［3］
和本文作者曾分别用不同的试

验证实：只要初渣缺铁，就可发现（% FeO）在反应初期随着（% MnO）的下

降而升高，并且常呈现出一个驼峰，见图 1［4］.这个事实被看作是反应（1）的
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直接实验依据.

图 1 MnO熔融还原过程中（FeO）的变化

由反应（1）的平衡得

lg
α

Mn
·α

FeO

α
MnO

= -
6 440

T
+ 2. 95 （4）

故 1 823 K条件下，只要满足

α
FeO

< 0. 26
α

MnO

α
Mn

（5）

在热力学上反应（1）就是可能的.以熔融还原法炼制碳素锰铁的终点时，通

常（% MnO）≤ 10% 而 % Mn = 60% . 根据Warren等［5］
和田中章彦

［6］
的平

衡试验，此时 α
MnO

/α
Mn
的量级为 1.可见，氧化锰熔融还原过程中 NFeO达到 0.

1 左右或更大可由热力学来证实［7］.由此可以预计，实际过程中反应（1）距离

其平衡尚远.

忽略逆过程，就可用下式表示简化了的三步模式：

O（Mn）→ O（Fe）→ OC （6）

这里，O（Mn）、O（Fe）及 OC 分别表示以（MnO）、（FeO）及 CO形态存在于反应体

系内的氧.这样，在（% FeO）i = 0 及 P CO，i
= 0 的起始条件下，可以导出［8］

NFeO，τ =
k1 NMnO，i

k23 - k1

［exp（- k1τ）- exp（- k23τ）］ （7）

这里，k1 是 O（Mn）→O（Fe）的表观速度常数，k23是 O（Fe）→OC 的表观速度常数.

此式表明，（% FeO） τ曲线上的驼峰点和 k23 /k1 比值有关.（k23 /k1）愈大，

（% FeO）max 就愈小. 另外，若 k1 和 k23 均变动而保持其比值恒定，则
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（% FeO）max 不变，但
d

dτ
（% FeO）曲线会显示出完全不同的变化特征［8］.

2． 2 改变 ＰＣＯ的影响

Pomfret等［1］
的工作（图 2、3）研究了气压（CO气氛）变化的影响.由图 3

可见，气压升高时 CO的累计放出量增加，这正是（FeO）间接还原的证据，由

于气压变化不致直接作用于反应（1）本身，所以气压升高的总结果是 k1 不变

而 k23加大，从而使（% FeO）max 下降.

图 2 气压对（% MnO）和（% FeO）的影
响. 35 g金属，10 g含SiO2为45% 的

渣，石墨坩埚（Ø19）

图 3 气压对气体析出量的影响

图 4 （% MnO）、（% FeO）、% Mn随时间变化

2． 3 温度的影响

Плыщевский等［2］
研究了温度

的影响. 由图 4 可见，温度升高则

（% FeO）max 变 大. 按 Кондакоь

等
［9］
和 Mulholland等［10］

的观点，温

度对 k23没有明显的作用.但温度升

高时 k1 作为吸热反应的速度常数

照理 是 应 该 增 大 的，这 就 是

Плыщевский等结果的解释.

比较图 1、2和 4还可发现一个

特点，从反应开始到（% FeO）max 的

时间 τmax 均在15 min左右，因为
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τmax =
ln q

k1（q - 1）
（8）

这里，q = k23 /k1 . 利用 Taylor级数展开并取一级近似得

τmax =
2
k1

NFeO，max

NMnO，
( )

i

（9）

在图 2 中，
NFeO，max

NMnO，
( )

i

= 0. 125. 图 4 中此比值约是 0. 178，即 Плыщевский试

验中的 k1 大于 Pomfret［1］
的 k1 .因为前者的试验温度是 1 500� ，而后者的是 1

450� ，所以推论合理.

2． 4 （％ＭｎＯ）ｉ 及％Ｍｎｉ 的影响

Плыщевский等还研究了（% MnO）i的影响，他们指出（% MnO）i由 4%

增至 10% 时，（% FeO）max可增加约 150% . 同样，这也是因为 k1 增加而 k23变

化不大之故.

在前人工作基础上，本文作者研究了（% MnO）i = 40% 条件下改变

% Mni 的影响.发现 % Mni 增加时（% FeO）max 下降.

2． 5 律速环节

综上所述，可用串联反应的动力学基本规律来描述三步还原模式.再进

一步还可用下式估计律速环节：

NFeO，max =
NMnO，i

q - 1
exp -

ln q
q -( )1

- exp -
qln q
q -( )[ ]1

（10）

这里 N是 mol分数.式（10）的近似式如下：

q = 3 - 2
NFeO，max

NMnO，i

（11）

不论是 Pomfret、Плыщевский或本文作者，对（% FeO）的测定均不是连续

进行的，因此很难得到（% FeO）max的准确值.尽管如此，NFeO，max < NMnO，i 总是

肯定的.这样由式（11）得到结论：k23 > k1 . 即三步还原模式中反应（1）的速

度较慢些.但差值不大，故过程的总速度也可能是被混合律速的.

Pomfret［1］、筱崎信也
［3］
及本文作者都曾用数学方法探讨了三步还原

模式中的律速环节，得到了不同的结论. 这是由于尽管数学方法没有问

题，但引用了不同的活度系数和扩散参数，而这些参数又都与试验条件
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有关，往往缺乏足够的可比性. 本文的研究方法则设法回避开这一难点

来进行分析探讨.

2． 6 其他反应模式

尽管三步还原模式有存在的可能性和规律性，但不能确认这是惟一的反

应途径.如筱崎信也［3］
认为只在低碱度和% C < 2% 时三步还原模式才起主

要作用.作者认为如果在按串联反应处理之后再按并联反应处理则不难作出

解答.即认为和式（6）平行存在二步还原（或直接还原）模式

O
（Mn

→
）

O
C

（12）

按并联反应的基本规律
［8］，有

O
C，S

O
C，12

=
k

S

k12

（13）

这里，O
C，S
表示按三步还原模式，即式（6）生成的CO；k

S
是式（6）的总括表观速

度常数；OC，12
表示按二步还原模式或直接还原模式生成的 CO；k12 是相应的表

观速度常数.因为 k
S
在按串联反应处理时可以求出，所以只要通过试验求出 k

12

就能定量地确知三步还原模式的贡献.

当然，实际上无论是三步还原模式还是其他模式均可能并非严格的一级

反应.所以需要采用 n级反应的公式作为研究的基础.

3 二步还原模式

Sommerville［11］
和 Upodhya等［12］

在研究碳饱和铁液还原熔融氧化铁时曾

发现渣中含有一些呈铁素体组织的金属小珠.他们指出这就是熔融氧化铁被

间接还原的依据.本文作者曾用 % Mn 不同的碳饱和铁液还原熔融氧化锰.

在反应进行 5 min后将坩埚由炉中取出，快速冷却，发现渣中也有一些金属

小珠
［13］.其化学成分的微量分析结果，可见表 1.

表 1 混于渣中的金属小珠之组成

金属熔池
1# 2#

% Mn % Fe Mn /Fe % Mn % Fe Mn /Fe

Fe-Csat 1. 8 95. 5 0. 019 1. 6 94. 2 0. 017
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Fe-Mn-C
sat 79. 8 13. 5 5. 91 79. 4 14. 3 5. 55

Mn /Fe = 2

这个结果颇为意外，因为高 % Mn
i
条件下金属小珠中的锰增量（Δ% Mn

= % Mn
珠

- % Mn
熔池
）竟然比% Mn

i
= 0条件下的相应值大得多.怎样理解

这一现象？看来间接还原模式（即二步还原模式）可能对此是有作用的.

Volkert等［14］
曾明确表示他们的观点：MnO的间接还原是不可能成立

的.若 MnO为纯的固态，还原出来的为液态纯 Mn，则 Volkert 等的论断完全

正确，这种条件下

MnO
（S）

+ CO Mn
（I）

+ CO2 （14）

ΔF° = 30. 850 - 1. 17T （15）

1 823 K时如果（P
CO2

/P
CO
）> 10 - 4，则反应（12）不可能向右进行. 而另一方

面，Boudouard反应

CO2 + C 2CO

ΔF° = 38 900 - 40. 1T

1 823 K时需（P
CO2

/P
CO
）> 10 - 4
才能向右进行.但是高温下，在 MnO成渣后

（由上一节知此种渣内必有 FeO），其间接还原却是可能的.由：

（MnO） + CO Mn + CO2 （16）

ΔF° = 19 630 - 5. 36T （17）

可知，（P
CO2

/P
CO
）< 10 - 2
时一般来说反应（14）可能向右进行.这和 Boudouard

反应没有冲突.

在 % Mn
i
≠0条件下，反应发生 5 min后的（% MnO）较低而（% FeO）较

高（和高 % Mn
i
条件下的相应值比较）.所以由于间接还原反应而析出的微

粒中 % Mn
i
较小. 另一方面，我们在渣中发现的金属小珠实际上应该是由更

加细小的金属微粒凝聚合并而成的. 它们不像是完全由间接还原反应造成

的，因为其中都含有相当数量的 Fe.它们也不像是纯粹由于沸腾而从熔池里

卷上来的，因为其% Mn显著大于熔池本身之值.在% Mn
i

= 0的条件下，观

察到较强的沸腾，看来由熔池卷至渣中的金属微粒要多得多，这似乎就是

% Mn
i

= 0 条件下，金属小珠中 Δ% Mn较小的原因.
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由于在这一试验中没有做金属小珠 % C的测定，及反应过程中气相组

成的测定，所以这一现象还待进一步研究才能阐明真相.

4 直接还原模式

熔融氧化锰还原的总括反应方程式如下：

（MnO） + C Mn + CO （18）

如果还原反应仅通过这一步就完成，那就是直接还原模式.这一反应途径曾

经遭到怀疑，主要是认为反应（18）中包含了三个相（还原剂是C）或四个相

（还原剂是固态碳粒），致使这个多相反应只能在非常小的多相共存的界面

上发生.

但是即使在氧化铁熔融还原动力学领域里，也有不少学者认为直接还原

模式和间接还原模式都有其作用
［15］.事实上，熔融氧化物和还原剂（特别是

碳饱和铁液）并不乏相互接触的机会，所以对直接还原模式的主要忧虑是 CO

的形核问题.这里，我们认为不能套用钢冶金学中的规律.因为金属熔体中氧

位极低，而渣中氧位甚高.并且此种渣往往不是均质的.所以 CO完全可能直

接在熔渣 还原剂界面（两个相的相界面）上萌发.

Lloyd［16］
曾用高速摄影的方法证明了这一点. Mulholland［10］

在用X-TV观

察金属液滴落入含氧化铁的熔渣时也得到相同的结论.

对于熔融氧化锰，还没有人用类似的方法做过研究.但是筱崎信也［3］
用

数学运算的方法指出在高 % C、高碱度条件下，直接还原模式起主要作用.

5 起主要作用的还原剂

在实验室里用石墨坩埚研究（MnO）的熔态还原时，必须回答石墨坩埚

在何种程度上参与了还原反应.根据 Pomfret［1］
的工作，可以说C的还原作用

远超过石墨坩埚.他曾在尺寸相同的石墨坩埚中用不同的渣量做试验.发现

渣层厚时虽然渣和坩埚的接触面积增加，但（MnO）的还原反而减慢（图 5）.

而用 Al2 O3 坩埚取代同样尺寸的石墨坩埚时（MnO）的还原速度不变.另外，

他和 Daines［17］
都曾发现 % C对还原速度有影响（图 6）.我们在感应炉试验

时也曾发现石墨坩埚和熔渣接触的部位几乎不被侵蚀，而和铁液接触的部位

其直径已明显加大.用来向铁液喷吹碳粉的石墨喷枪也显示出相似的侵蚀特
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征
［13］.这自然和碳粉喷入量太少，不足以保持C的饱和状态是有关的.但是，

我们还曾经直接向渣中加入碳屑，发现这对加速还原很有效.新日铁公司在

发展（Cr2 O3）熔融还原时的经验与此完全一致.我们以为这表明：增加反应

界面积是促进熔融还原速度的第一要点
［18］. 实验室电阻炉和感应炉中用C

还原（MnO）的试验正是由于搅拌强度受限，致使试验终点时还原率偏低.

图 5 石墨坩埚中渣层厚度的影响 图 6 初始含碳量的影响

6 副反应的问题

所有的商品 Fe-Mn-C
sat
中均含有相当数量的Si.这表明锰矿的还原中必

然存在着 Si和 Mn的竞争氧化还原问题.所以任何试验研究都应该考虑到Si

的影响.

对于反应

2 Mn +（SiO2 ） 2（MnO）+ Si （19）

有

lg
（% Mn）·% Si1 /2

% Mn
= - 1. 41 × B + 1. 48 （20）

其中 B为碱度.设 B = 1. 3，（% MnO）
i

= 43%，% Mn
i

= 30%，则还原氧化

锰起始时的 % Si
平衡
可增加到 0. 16.且随（% Mn）减少和% Mn增加而加大.

图 7 是芦塚正博的试验结果［19］.尽管该熔渣碱度为 1. 25，仍然可以看到

（SiO2）被还原出来.图 8 是我们按图 7 的数据绘成的.此图表明在后期反应

（19）已达到平衡.在前期因为实测所得的 % Si1 /2 /% Mn远大于平衡值，说明
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这一阶段里Si有还原（MnO）的能力.当然，由于 n
Mn
和 n

Si
增量之比远大于 2，

所以（MnO）主要被C还原.而 % Si 的变化则决定于它的生成速度和消耗速

度之差.前者是

（SiO2） + 2C Si + 2CO （21）

后者即反应（17）之逆过程.

图 7 Si 和 Mn 在渣中，金属中的浓度随时间
的变化（1 550� ）

图 8 芦塚的实验中 Si、Mn的竞争氧

化还原规律
［19］

这种竞争氧化还原的规律是否有普遍性，例如是否适用于不同（% Mn）
i

和不同 % Mn
i
的情况，看来还不能定论.

7 结语

（1）本文讨论了熔融氧化锰还原反应途径的三种模式.对于实际的氧化

锰熔融还原过程中这三种模式各能作出多大贡献的问题，本文提出了一种研

究方法.

（2）用串联反应的动力学基本规律可以描述三步还原模式.借此研究方

法可以回避使用可比性不足的活度系数和扩散参数等. 作者用此法得到结

论：三步还原模式中 Fe的交换反应可能是速度较慢的一个环节.

（3）讨论了起主要作用的还原剂，指出增加反应界面积是加速还原的第

一要点.

（4）氧化锰熔融还原过程中必有 Si、Mn的竞争氧化还原反应，任何试验
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ｔｈｅｎ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ａｄｄｅｄ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｔｏｐ ａｎｄ ｃａｒｂｏｎ ｐｏｗｄｅｒ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｉｎｊｅｃｔｅｄ ｉｎｔｏ ｔｈｅ
ｂａｔｈ． Ａｆｔｅｒ ｂｅｉｎｇ ｄｒｏｐｐｅｄ ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｆｕｒｎａｃｅ ｔｈｅ ｐｅｌｌｅｔｓ ｆｉｒｓｔ ｄｉｓｓｏｌｖｅ ｉｎ ｔｈｅ ｓｌａｇ
ａｎｄ ｔｈｅｎ ｒｅａｃｔ ｗｉｔｈ ｃａｒｂｏｎ ｄｉｓｓｏｌｖｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｍｅｔａｌ ｏｒ ｗｉｔｈ ｓｏｌｉｄ ｃａｒｂｏｎ ｐａｒｔｉｃｌｅｓ
ｓｕｓｐｅｎｄｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｓｌａｇ． Ｓｅｖｅｒａｌ ｒｅｓｅａｒｃｈｅｒｓ ｃｌａｉｍ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｗｉｔｈ ｄｉｓｓｏｌｖｅｄ
ｃａｒｂｏｎ ｈａｓ ａ ｇｒｅａｔｅｒ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｒａｔｅ ｃｏｎｓｔａｎｔ［1］． Ｆｏｒ ｐｒｏｍｏｔｉｎｇ ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｗｉｔｈ
ｄｉｓｓｏｌｖｅｄ ｃａｒｂｏｎ ｉｔ ｉｓ ｎｅｃｅｓｓａｒｙ ｔｏ ｈａｖｅ ｇｏｏｄ ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｍｉｘｉｎｇ ｉｎ ｔｈｅ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ．
Ｔｈｅ ｐｕｒｐｏｓｅ ｏｆ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ｉｓ ｔｏ ｄｅｓｃｒｉｂｅ ｔｈｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｔｗｏ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｍｉｘ
ｉｎｇ ｐａｔｔｅｒｎｓ ａｎｄ ｔｈｅ ｃｏｎｔｒｏｌ ｏｆ ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｍｉｘｉｎｇ．

 Ｉｎ ｃｏｌｌａｂｏｒａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ Ｊｉａｎｇ Ｇｕｏ Ｃｈａｎｇ，Ｄｉｎｇ Ｗｅｉ Ｚｈｏｎｇ，Ｆａｎ Ｙａｎｇ Ｙｉ．
Ｒｅｐｒｉｎｔｅｄ ｆｒｏｍ Ｓｃａｎｄ． Ｊ． Ｍｅｔａｌｌｕｒｇｙ 16（1），ｐｐ． 42 47（1987）



９０５　　

二

研

究

论

文

Ａ ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ ｔｗｏ ｍｉｘｉｎｇ ｐａｔｔｅｒｎｓ ａｎｄ ｔｈｅｉｒ ｐｏｓｓｉｂｉｌｉｔｉｅｓ

Ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｔｗｏ ｍｉｘｉｎｇ ｐａｔｔｅｒｎｓ ｕｐｏｎ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｒａｔｅ
Ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ，ｔｗｏ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｍｉｘｉｎｇ ｐａｔｔｅｒｎｓ ｍａｙ ｅｍｅｒｇｅ． Ｗｅ ｃａｌｌ

ｔｈｅｍ ｔｈｅ“ｕｐｐｅｒ ｍｉｘｉｎｇ” ． ． ． ｔｈｅ ｄｉｓｐｅｒｓｉｏｎ ｏｆ ｍｅｔａｌ ｉｎ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｌａｙｅｒ ａｎｄ ｔｈｅ
“ｌｏｗｅｒ ｍｉｘｉｎｇ”． ． ． ｔｈｅ ｄｉｓｐｅｒｓｉｏｎ ｏｆ ｓｌａｇ ｉｎ ｔｈｅ ｍｏｌｔｅｎ ｍｅｔａｌ． Ｉｎ ｓｔｅｅｌ ｍａｋｉｎｇ，
ｓｉｍｉｌａｒ ｍｉｘｉｎｇ ｐａｔｔｅｒｎｓ ａｌｓｏ ｅｘｉｓｔ． Ｍａｎｙ ｓｃｈｏｌａｒｓ ｈａｖｅ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｉｎｆｌｕ
ｅｎｃｅ ｏｆ ｔｈｅｓｅ ｔｗｏ ｐａｔｔｅｒｎｓ ｕｐｏｎ ｓｔｅｅｌ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｅｆｆｉｃｉｅｎｃｙ ｉｓ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ［2］． Ａｓ ａ ｇｅｎ
ｅｒａｌｌｙ ａｃｃｅｐｔｅｄ ｉｄｅａ ｂｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｅｒｓ，ｔｈｅ“ｌｏｗｅｒ ｍｉｘｉｎｇ”ｗａｓ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ ｔｏ ｂｅ
ｍｏｒｅ ｅｆｆｉｃｉｅｎｔ［3］． Ｂｕｔ ｆｏｒ ｓｍｅｌｔｉｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ，ｔｈｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ ｏｆ ｅｌｅｍｅｎｔ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｉｓ
ｍａｉｎｌｙ ｆｒｏｍ ｓｌａｇ ｔｏ ｍｅｔａｌ． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ，ｗｈｉｃｈ ｓｙｓｔｅｍ ｉｓ ｍｏｒｅ ｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｈａｓ ａｇａｉｎ
ｔｏ ｂｅ ｃｏｎｆｉｒｍｅｄ．

Ｆｏｒ“ｕｐｐｅｒ ｍｉｘｉｎｇ”，ｔｈｅｒｅ ａｒｅ ｔｗｏ ｂａｓｉｃ ｅｑｕａｔｉｏｎｓ． Ｔｈｅ ｍａｓｓ ｂａｌａｎｃｅ ｅ
ｑｕａｔｉｏｎ ｉｎ ａｎ ｅｌｅｍｅｎｔ ｔｒａｎｓｆｅｒｒｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓ ｉｓ：

WΣ
s·d（X） =｛X0 - X｝·dWm

Ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｒａｔｅ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｉｓ：

WΣ
s

d（X）
dt

= k'u·A· X -
（X）{ }K
·ρm

A = am·Wm = am·F m·tu /ρm

Ｉｆ ku = k'u·am·tu ｔｈｅｎ：

WΣ
s
·d（X） = ku X -

（X）{ }K
·dWm

Ｓｉｎｃｅ X0 - X = ku X -
（X）{ }K
，

∫
（X）

（X）0

d（X）
（X）- KX0

= ∫
Wm

0

- ku

KWΣ
s（ku + 1）

dWm

Ｉｆ X0 = 0，ｔｈｅｎ

（X）u =（X）0 - exp -
1

KYu

ku

ku
( )+ T

（1）

Ｆｒｏｍ ｍａｓｓ ｂａｌａｎｃｅ ｗｅ ｇｅｔ
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（X）0 -（X） = X/Yu ｓｏ ｆｉｎａｌｌｙ：

Xu =（X）0 Yu 1 - exp -
1

KYu

ku

ku
( ){ }+ T

（2）

Ｆｏｒ“ｌｏｗｅｒ ｍｉｘｉｎｇ”，ｔｈｅ ｓａｍｅ ａｓ ａｂｏｖｅ，ｗｅ ｇｅｔ：

WΣ
m
dX =｛（X）0 -（X）｝·dWs

WΣ
m
dX = kw｛（X）- KX｝·dWs

（X）0 -（X） = kw｛（X）- KX｝，and

∫
X

X0

dX
（X）- KX

= ∫
Ws

0

kw

WΣ
s（kw + 1）

·dWs

Ｉｆ X0 = 0，ｔｈｅｎ：

Xw =
（X）0

K
1 - exp -

kw

kw + 1
KY( ){ }w

and （3）

（X）w =（X）0 1 -
1

KYw

1 - exp -
kw

kw + 1
KY( ){ }w

（4）

Ｓｉｎｃｅ ku ａｎｄ kw ａｒｅ ｂｏｔｈ ｃｏｍｐａｒａｔｉｖｅｌｙ ｌａｒｇｅ ｖａｌｕｅｓ，Ｅｑｓ． （2）ａｎｄ（3）ｃａｎ ｂｅ
ｓｉｍｐｌｉｆｉｅｄ ａｓ

Xu = Yu·（X）0｛1 - exp（- 1 /KYu）｝and （5）

Xw =
（X）0

K
｛1 - exp（- KYw）｝ （6）

Ｆｉｇ． 1 ｓｈｏｗｓ ｔｈｅ ｃｕｒｖｅｓ ｄｅｓｃｒｉｂｅｄ ｂｙ ｔｈｅｓｅ ｔｗｏ ｅｑｕａｔｉｏｎｓ． Ｉｆ ｗｅ ｓｕｐｐｏｓｅ
Yu = Yw = % SL ａｎｄ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ B = 1. 1 - 1. 3，ｔｈｅｎ Ｋ ｈａｓ ａ ｖａｌｕｅ ｑｕｉｔｅ
ｓｍａｌｌｅｒ ｔｈａｎ ｕｎｉｔｙ． Ｔｈｕｓ ｔｈｅ ｉｎｄｅｐｅｎｄｅｎｔ ｖａｒｉａｂｌｅ ｆｉｅｌｄ ｏｆ ｔｈｅｓｅ ｔｗｏ ｅｑｕａｔｉｏｎｓ
ｍａｙ ｎｏｔ ｅｘｃｅｅｄ KY = 1. Ｔｈａｔ ｍｅａｎｓ ｕｎｄｅｒ ｓｕｃｈ ａ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ“ｕｐｐｅｒ ｍｉｘｉｎｇ”
ｓｅｅｍｓ ｔｏ ｂｅ ｅｖｅｎ ａ ｂｉｔ ｍｏｒｅ ｅｆｆｉｃｉｅｎｔ．
Ｍｉｘｉｎｇ ｃｉｒｃｕｌａｔｉｏｎ

Ｉｔ ｓｈｏｕｌｄ，ｈｏｗｅｖｅｒ，ｂｅ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ ｔｈａｔ ｕｓｕａｌｌｙ Y≠ % SL. Ａｓ ａ ｒｕｌｅ，ａ ｍｉｘ
ｉｎｇ ｉｓ ｓｔａｂｌｅ ｍｅａｎｓ ｔｈａｔ ａｆｔｅｒ ｂｅｉｎｇ ｓｅｐａｒａｔｅｄ ｆｒｏｍ ａ ｍｉｘｔｕｒｅ ｅｖｅｒｙ ｓｌａｇ ｄｒｏｐ ｃａｎ
ｂｅ ｄｒａｗｎ ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｍｏｌｔｅｎ ｍｅｔａｌ ａｇａｉｎ． Ｆｏｒ ｉｒｏｎ ｄｒｏｐｌｅｔｓ ｔｈｅ ｓａｍｅ ｉｓ ｔｒｕｅ ｔｏｏ．
Ｔｈｅｒｅ ｅｘｉｓｔｓ ｔｈｕｓ ａ ｆｌｏｗ ｂａｌａｎｃｅ． Ｔｈｉｓ ｍａｙ ｂｅ ｄｅｆｉｎｅｄ ａｓ“ｍｉｘｉｎｇ ｃｉｒｃｕｌａｔｉｏｎ”．
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Ｆｉｇ． 1 Ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｍｉｘｉｎｇ ｒａｔｉｏ ｏｎ ｔｈｅ ｃｏｎｔｅｎｔ ｉｎ ｍｏｌ
ｔｅｎ ｍｅｔａｌ（ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｖａｌｕｅｓ）

Ｃｏｎｓｉｄｅｒｉｎｇ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｍｉｘｉｎｇ ｃｉｒｃｕｌａｔｉｏｎ ｉｓ ａｌｗａｙｓ ｒｅｐｅａｔｅｄ ｔｉｍｅ ａｎｄ ａｇａｉｎ，ｔｈｅ
ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ Ｘ ａｎｄ ｔｈｅ ｄｅｃｒｅａｓｅ ｏｆ（Ｘ）ｃａｎ ｂｅ ｄｅｓｃｒｉｂｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｅｑｕａ
ｔｉｏｎｓ：

Xu，nm = Yu·（X）0·｛1 - exp（- nm /KYu）｝ （7）

Xw，ns =
（X）0

K
｛1 - exp（- KYw）｝

（1 + Q + Q2 + ⋯ + Q ns） （8）

Q = 1 -
1

KYw

·｛1 - exp（- KYw）｝

（X）u，nm =（X）0·exp（- nm /KYu）and （9）

（X）w，ns =（X）0·Q ns （10）

Ｆｏｒ ａ ｇｉｖｅｎ ｄｉｓｐｅｒｓｅｄ ｐｈａｓｅ，ｔｈｅ ｌａｒｇｅｒ ｍｉｘｉｎｇ ｒａｔｉｏ ｔｈｅ ｑｕｉｃｋｅｒ ｔｈｅ ｍｉｘｉｎｇ
ｃｉｒｃｕｌａｔｉｏｎ［4］． Ｓｏ ｔｈｅ ｈｕｂ ｏｆ ｔｈｉｓ ｔｏｐａｄｄｉｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ ｉｓ ｔｏ ｆｉｎｄ ａ ｗａｙ ｔｏ ｉｎｃｒｅａｓｅ
ｎ — ｔｈｅ ｍｉｘｉｎｇ ｃｉｒｃｕｌａｔｉｏｎ ｔｉｍｅｓ ｏｒ Ｙ — ｔｈｅ ｍｉｘｉｎｇ ｒａｔｉｏ ｏｆ ｄｉｓｐｅｒｓｅｄ ｐｈａｓｅ．
Ｍｕｌｔｉｐｌｅ ｍｉｘｉｎｇ

Ｔｈｅ ｍｉｘｉｎｇ ｐｈｅｎｏｍｅｎｏｎ ｉｎ ａ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ ｉｓ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ ｎｏｔ ｏｎｌｙ ｂｙ ｔｈｅ
ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｂｕｔ ａｌｓｏ ｂｙ ｔｈｅ ｍａｔｅｒｉａｌ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ． Ｓｕｐｐｏｓｅ ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｍａｔｅｒｉａｌ
ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｕｐｏｎ ｔｈｅ ａｂｏｖｅ ｔｗｏ ｍｉｘｉｎｇ ｐａｔｔｅｒｎｓ ａｒｅ ｓｉｍｉｌａｒ，ｔｈｅｎ ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ
ｍｉｘｉｎｇ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎｓ ｃａｒｒｉｅｄ ｏｕｔ ｗｉｔｈｉｎ ｃｈｅｍｉｃａｌ ｅｎｇｉｎｅｅｒｉｎｇ，ｉｔ ｉｓ ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｔｏ
ｐｒｏｍｏｔｅ ｔｈｅ ｄｉｓｐｅｒｓｉｏｎ ｏｆ ａ ｈｅａｖｉｅｒ ｐｈａｓｅ ｉｎ ａ ｌｉｇｈｔｅｒ ｐｈａｓｅ ｂｙ ｐｕｔｔｉｎｇ ｔｈｅ ｓｔｉｒ
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ｒｉｎｇ ｆｏｒｃｅ ｉｎ ｔｈｅ ｌｉｇｈｔｅｒ ｐｈａｓｅ． Ｏｎｅ ｃａｎ ａｌｓｏ ｐｌａｃｅ ｔｈｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｆｏｒｃｅ ｉｎ ｔｈｅ ｈｅａｖｉ
ｅｒ ｐｈａｓｅ ｔｏ ｐｒｏｍｏｔｅ ｔｈｅ ｄｉｓｐｅｒｓｉｏｎ ｏｆ ａ ｌｉｇｈｔｅｒ ｏｎｅ ｉｎ ｉｔ［5］．

Ｆｏｒ ｓｍｅｌｔｉｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ Ｍｎ，ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｍａｔｅｒｉａｌ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｏｎ ｔｈｅ
ｐｒｏｃｅｓｓ ａｒｅ ｕｓｕａｌｌｙ ｎｏｔ ｔｈｅ ｓａｍｅ． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ ｔｈｅ ｔｗｏ ｍｉｘｉｎｇ ｐａｔｔｅｒｎｓ ｈａｖｅ ｇｏｔ
ｃｏｍｐｌｅｔｅｌｙ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｓｔａｂｉｌｉｔｉｅｓ．

Ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ ｏｆ ｓｍｅｌｔｉｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ，ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ａｇｅｎｔｓ ａｒｅ ｔｗｏ ｌｉｑ
ｕｉｄｓ，ｓｌａｇ ａｎｄ ｍｅｔａｌ，ａｎｄ ｏｎｅ ｏｆ ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃｔｓ ｉｓ ａ ｇａｓ． Ｉｎ ｔｈｉｓ ｃａｓｅ，ａ ｃｏｎｃｅｐｔ ｏｆ
“ｓｐｒｅａｄｉｎｇ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ”Ｓ ｉｓ ｏｆｔｅｎ ｕｓｅｄ ｔｏ ｄｅｓｃｒｉｂｅ ｔｈｅ ｓｔａｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ａ ｄｉｓｐｅｒｓｅｄ
ｓｙｓｔｅｍ［6，7］． Ｆｏｒ S1 /2 < 0，ｔｈａｔ ｍｅａｎｓ ｐｈａｓｅ“1”ｃａｎ ｂｅ ｄｉｓｐｅｒｓｅｄ ｉｎ“2”ｓｔａｂｅ
ｌｙ． Ｔｈｅ ｌａｒｇｅｒ ｔｈｅ ｎｅｇａｔｉｖｅ ｖａｌｕｅ，ｔｈｅ ｍｏｒｅ ｓｔａｂｌｅ ｉｓ ｔｈｅ ｄｉｓｐｅｒｓｅｄ ｓｙｓｔｅｍ．

Ｓｉｎｃｅ Sm/s = σs - σm - σm/sSs /m = σm - σs - σm/s ａｎｄ ｕｎｄｅｒ 1 823 Ｋ，
σm 1. 0 N/M，σs 0. 45 N/M，σm/s 0. 65 N/M，Ss /m ｉｓ ｊｕｓｔ ｓｍａｌｌｅｒ ｔｈａｎ ｚｅ
ｒｏ ｂｕｔ Ｓｍ ／ ｓ ｉｓ ｓｔｒｏｎｇｌｙ ｎｅｇａｔｉｖｅ． Ｔｈｉｓ ｉｎｄｉｃａｔｅｓ，ｉｎ ａｎ ｉｎｔｅｎｓｉｖｅｌｙ ａｇｉｔａｔｅｄ ｓｔａｔｅ，
ｎｓ ｉｓ ｌａｒｇｅｒ ｔｈａｎ ｎｍ． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ“ｌｏｗｅｒ ｍｉｘｉｎｇ”ｉｓ ｍｏｒｅ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅ．

Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ｗｈｅｎ“ｌｏｗｅｒ ｍｉｘｉｎｇ”ｉｓ ｐｒｏｍｏｔｅｄ ｂｙ ｐｕｔｔｉｎｇ ｔｈｅ ｓｔｉｒ
ｒｉｎｇ ｆｏｒｃｅ ｗｉｔｈｉｎ ｍｏｌｔｅｎ ｍｅｔａｌ，ａ ｃｏｎｓｉｄｅｒａｂｌｅ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｏｆ“ｕｐｐｅｒ ｍｉｘｉｎｇ”ｉｓ
ｓｔｉｌｌ ａｂｌｅ ｔｏ ｂｅ ｋｅｐｔ ａｔ ｔｈｅ ｓａｍｅ ｔｉｍｅ． Ｅｖｅｎ ｉｎｓｉｄｅ ａ ｓｌａｇ ｄｒｏｐ ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｄｒａｗｎ ｉｎ
ｔｏ ｔｈｅ ｍｏｌｔｅｎ ｍｅｔａｌ，ｓｏｍｅ ｆｉｎｅ ｉｒｏｎ ｄｒｏｐｌｅｔｓ ｃａｎ ａｌｗａｙｓ ｂｅ ｆｏｕｎｄ． Ｔｈｉｓ ｐｈｅｎｏｍ
ｅｎｏｎ ｗｅ ｄｅｆｉｎｅ ａｓ“ｍｕｌｔｉｐｌｅ ｍｉｘｉｎｇ”． Ｏｆ ｃｏｕｒｓｅ，ｉｎ ｔｈｉｓ ｃａｓｅ，“ｕｐｐｅｒ ｍｉｘｉｎｇ”
ｍａｋｅｓ ｉｔｓ ｏｗｎ ｃｏｎｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｔｏ ｔｈｅ ｄｅｃｒｅａｓｅ ｏｆ（Ｘ）．

（X） =（X）u，nm
·（X）w，ns

=（X）2

0
·exp（- nm /KYu）·Qn

s
（11）

Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ａｂｏｖｅ ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ，ｏｎｅ ｍａｙ ｃｏｎｃｌｕｄｅ ｔｈａｔ ｔｏ ｐｒｏｍｏｔｅ“ｌｏｗｅｒ
ｍｉｘｉｎｇ”，ｇｅｔｔｉｎｇ ａ ｍｕｌｔｉｐｌｅ ｍｉｘｉｎｇ ｓｙｓｔｅｍ ｉｓ ｔｅｃｈｎｉｃａｌｌｙ ｃｏｒｒｅｃｔ．

Ｔｈｅ ｄｅｓｉｇｎａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｍｏｄｅｌ ａｎｄ ｔｈｅ ｓｅｌｅｃｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｍａｔｅｒｉａｌｓ

Ｉｔ ｉｓ ｒｅａｓｏｎａｂｌｅ ｔｏ ｃｏｎｓｉｄｅｒ ｔｈａｔ ａ ｓｌａｇ ｄｒｏｐ ｉｓ ｓｕｂｊｅｃｔｅｄ ｔｏ ｔｈｒｅｅ ｆｏｒｃｅｓ ａｔ ｉｔｓ
ｆｏｒｍｉｎｇ ｍｏｍｅｎｔ：ｓｕｒｆａｃｅ ｔｅｎｓｉｏｎ，ｆｌｏａｔｉｎｇ ｆｏｒｃｅ ａｎｄ ｓｈｅａｒｉｎｇ ｓｔｒｅｓｓ． Ｓｏ ｉｎ ａｎ
ａｇｉｔａｔｅｄ ｂａｔｈ ｔｈｅ ｍａｉｎ ｐｈｙｓｉｃａｌ ｆａｃｔｏｒｓ ａｆｆｅｃｔｉｎｇ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｄｒｏｐ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ａｒｅ σ，
ρm，ρs，U，L；ｔｈｅ ｂａｓｉｃ ｄｉｍｅｎｓｉｏｎｓ ａｒｅ M，s，N. Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ ｔｈｅ ｐｒｅｄｏｍｉｎａｔｉｎｇ
ｓｉｍｉｌａｒ ｃｒｉｔｅｒｉｏｎ ｓｈｏｕｌｄ ｎｏｔ ｂｅ ｏｎｅ ｂｕｔ ｔｗｏ． Ａｌｏｎｇ ｗｉｔｈ ｄｉｍｅｎｓｉｏｎａｌ ａｎａｌｙｓｉｓ ｗｅ
ｄｅｄｕｃｅｄ ｔｈｅ Ｗｅｂｅｒ Ｎｕｍｂｅｒ ａｎｄ Ｃｏｒｒｅｃｔｅｄ Ｆｒｏｕｄｅ Ｎｕｍｂｅｒ：

We = σ /g·ρ·L
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Ｆｉｇ． 2 Ｔｈｅ ｍｏｄｅｌ ｆｏｒ ｔｏｐ
ｂｏｔｔｏｍ ｂｌｏｗｉｎｇ

Fr' = U2·ρ /g·Δρ·L

Ｊ． Ｃ． Ｇｏｄｆｒｅｙ［8］ａｎｄ Ｓｈｉｎｊｉ Ｈｉｄａ［5］ｂｏｔｈ ａｇｒｅｅ ｗｉｔｈ
ｔｈｉｓ ｖｉｅｗｐｏｉｎｔ．

Ｂｅｃａｕｓｅ Ｗｅ ａｎｄ Ｆｒ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｏｂｅｙｅｄ ｓｉｍｕｌｔａ
ｎｅｏｕｓｌｙ，ａ ｗａｔｅｒ ｍｏｄｅ ｉｓ ｏｎｌｙ ａｂｌｅ ｔｏ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄ ｔｏ
ｏｎｅ ｉｍａｇｉｎｅｄ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ． Ｉｔ ｗａｓ ｔｈｏｕｇｈｔ ｔｈａｔ ｕｓｉｎｇ ａ
ｓｍａｌｌｅｒ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ，ａｂｏｕｔ 7Ｔ，ｔｏ ｄｏ ａ ｐｉｌｏｔ ｉｎｄｕｓｔｒｉａｌ
ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｍａｙ ｂｅ ｆａｖｏｕｒａｂｌｅ． Ｔｈｕｓ ｗｅ ｄｅｃｉｄｅｄ ｏｎ
ｔｈｅ ｓｉｚｅ ｏｆ ｏｕｒ ｍｏｄｅｌ ａｓ ｉｎ Ｆｉｇｓ． 2 ａｎｄ 3．

Ｆｉｇ． 3 Ｔｈｅ ｍｏｄｅｌ ｆｏｒ ｓｉｄｅ
ｗａｌｌ ｂｌｏｗｉｎｇ

Ａｌｏｎｇ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｐｒｉｎｃｉｐｌｅ ｏｆ ｋｅｅｐｉｎｇ ｔｈｅ ｐｒｏｐｏｒ
ｔｉｏｎ ｏｆ ｐｈａｓｅ ｄｅｎｓｉｔｉｅｓ ａｎｄ ｖｉｓｃｏｓｉｔｉｅｓ ｕｎｃｈａｎｇｅｄ，
ｗｅ ｓｅｌｅｃｔｅｄ ｔｈｅ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｆｏｒ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎ． Ｆｏｒ ｔｈｅ
ｓｍｅｌｔｉｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ Ｍｎ，ｔｈｅ ｒｅａｌ ｍａｔｅｒｉａｌ ｐｒｏｐｅｒ

ｔｉｅｓ ａｒｅ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｔａｂｌｅ 1． Ｆｏｒ ｓｉｍｕｌａｔｉｎｇ
ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｗｅ ｋｅｐｔ ρm /ρs = 1. 73，μs /μm = 18

- 28. Ｉｎ ｏｒｄｅｒ ｔｏ ｓｔｕｄｙ ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｓｕｒ
ｆａｃｅ ｔｅｎｓｉｏｎ，ｗｅ ｔｏｏｋ σ =（5 - 16）·10 - 3

N/M.

Ｂｅｃａｕｓｅ ｉｎ ｔｈｉｓ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎ ｗｅ ｈａｖｅ ｔｏ
ｋｅｅｐ ρwater > ρoil，ｏｎｌｙ ｔｈｏｓｅ ｓｕｒｆａｃｅ ａｃｔｉｖｅ ａ
ｇｅｎｔｓ ｗｈｉｃｈ ｃａｎ ｄｉｓｓｏｌｖｅ ｉｎ ｏｉｌ ｂｕｔ ｎｏｔ ｗａｔｅｒ
ｃｏｕｌｄ ｂｅ ｕｓｅｄ．

Ｔｈｅ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｓｉｍｕｌａｔｉｎｇ
ｍａｔｅｒｉａｌｓ ａｒｅ ａｌｓｏ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｔａｂｌｅ 1 ． Ａｆｔｅｒ
ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ， ｔｈｅｓｅ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｗｅｒｅ ｍｅａｓ
ｕｒｅｄ ａｇａｉｎ ａｎｄ ｎｏｔ ｆｏｕｎｄ ｓｅｒｉｏｕｓｌｙ
ｃｈａｎｇｅｄ．
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Ｔａｂｌｅ １　 Ｍａｔｅｒｉａｌ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ

Ｍｏｌｔｅｎ ｉｒｏｎ ｍｏｌｔｅｎ ｓｌａｇ ｏｉｌ Ａ ｏｉｌ Ｂ ｏｉｌ Ｃ ＺｎＣｌ2 + ｗａｔｅｒ

ρ（103 ｋｇ ／ ｍ3） 6． 4 5． 4 3． 7 3． 1 0． 87 0． 87 0． 87 1． 53

μ（10 - 3 ｐａ·ｓ） 5 90 140 95． 35 85． 35 67． 04 3． 5

ｓｍ／ ｓ（Ｎ ／ ｍ） 0． 6 0． 7 0． 6 0． 7 15． 9 8． 7 5． 4

10 - 3 10 - 3 10 - 3

ρｍ ／ ρｓ 1． 73 1． 73 1． 76 1． 76 1． 76

μｓ ／ μｍ 18 28 18 28 27． 24 24． 39 19． 15

Ｔｈｅ ｄｅｆｉｎｉｔｉｏｎ ｏｆ ｍｉｘｉｎｇ ｒａｔｉｏ ｆｏｒ“ｌｏｗｅｒ ｍｉｘｉｎｇ”ａｎｄ ｉｔｓ ｍｅａｓｕｒｉｎｇ
ｍｅｔｈｏｄ

Ｓｉｎｃｅ ａｎ ｉｎｔｅｎｓｉｖｅｌｙ ａｇｉｔａｔｅｄ ｓｔａｔｅ ｉｓ ｎｅｃｅｓｓａｒｙ ｆｏｒ ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｍｉｘｉｎｇ，
ｏｎｌｙ ａ ｓｎｉｆｆｅｒ ｔｕｂｅ ｃｏｕｌｄ ｂｅ ｕｓｅｄ ａｓ ａ ｒｅｌｉａｂｌｅ ｓａｍｐｌｉｎｇ ｍｅｔｈｏｄ． Ｆｉｖｅ ｓｎｉｆｆｅｒ

Ｆｉｇ． 4 Ｔｈｅ ｓａｍｐｌｉｎｇ ｓｉｔｅ

ｔｕｂｅｓ ｗｅｒｅ ｌｏｃａｔｅｄ ａｓ ｉｎ Ｆｉｇ． 4 ． Ａｆ
ｔｅｒ ｂｅｇｉｎｎｉｎｇ ｔｏ ｂｌｏｗ ｆｏｒ 60 ｓ，ｔｈｅ
ｍｉｘｉｎｇ ｓｔａｔｅ ｗａｓ ｓｔａｂｌｅ ａｎｄ ｓａｍ
ｐｌｉｎｇ ｓｔａｒｔｅｄ． Ｂｙ ｏｐｅｎｉｎｇ ｔｈｅ ｐｌｕｇ
ｔｈｅ ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｍｉｘｔｕｒｅ ｗｈｉｃｈ ｗａｓ
ｂｅｌｏｗ ｔｈｅ ｐｌｕｇ ｌｅｖｅｌ ｅｎｔｅｒｅｄ ｂｙ ｔｈｅ
ｔｕｂｅｓ． Ｔｈｅ ｔｕｂｅ ｉｎｓｅｒｔｅｄ ｄｅｐｔｈ ｗａｓ
ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ ｂｙ ｓｏｍｅ ｐｉｌｏｔ ｅｘｐｅｒｉ
ｍｅｎｔｓ． Ｔｈｅ ｆｉｎａｌ ｃｈｏｉｃｅ ｗａｓ 35 ｍｍ
ｂｅｌｏｗ ｔｈｅ ｓｔａｔｉｃ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｆｏｒ ｔｏｐ
ｂｏｔｔｏｍ ｃｏｍｂｉｎｅｄ ｂｌｏｗｉｎｇ．

Ｔｈｅ ａｖｅｒａｇｅ ｖｏｌｕｍｅ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ
ｏｆ ｏｉｌ ａｎｄ ｗａｔｅｒ ｉｎ ｔｈｅ ｓｎｉｆｆｅｒ ｔｕｂｅｓ
ｗａｓ ｄｅｆｉｎｅｄ ａｓ ｔｈｅ ｍｉｘｉｎｇ ｒａｔｉｏ ｆｏｒ
“ｌｏｗｅｒ ｍｉｘｉｎｇ”． Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ Ｓｈｉｎｊｉ
Ｈｉｄａ［5］，ａｎｄ Ｍ． Ａ． Ｍａｇｅｄｓｏｎ［4］，

ｗｅ ｔｈｏｕｇｈｔ ｗｅ ｃｏｕｌｄ ｃｈｏｏｓｅ ｃｏｒｒｅｃｔ
ｐｒｏｃｅｓｓ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｂｙ ｍｅａｎｓ ｏｆ ｔｈｉｓ
ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔ．



９１１　　

二

研

究

论

文

Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ ｄｅｓｉｇｎａｔｉｏｎ ａｎｄ ｄａｔａ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｆｏｒ ｔｏｐｂｏｔｔｏｍ ｂｌｏｗｉｎｇ

Ａｎ ｅｓｔｉｍａｔｉｏｎ ｏｆ（ｎｓ ／ ｎｍ）

Ｔｈｅ ａｖｅｒａｇｅ ｖｏｌｕｍｅ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎ ｏｆ ｏｉｌ ａｎｄ ｗａｔｅｒ ｉｎ ｔｈｅ ｓｎｉｆｆｅｒ ｔｕｂｅｓ ｗａｓ
ｍｅａｓｕｒｅｄ ａｆｔｅｒ ｔａｋｉｎｇ ｏｕｔ ｔｈｅｓｅ ｔｕｂｅｓ ｆｒｏｍ ｔｈｅ“ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ”ｆｏｒ ｆｉｖｅ ｍｉｎ． Ｔｈｉｓ
ｆｉｖｅ ｍｉｎ ｐｒｏｖｅｄ ｔｏ ｂｅ ｔｏｏ ｌｏｎｇ ｆｏｒ ｔｈｅ ｓｅｐａｒａｔｉｏｎ ｏｆ ｏｉｌ ｄｒｏｐｓ ｆｒｏｍ“ｌｏｗｅｒ ｍｉｘ
ｉｎｇ”． Ｂｕｔ ａｓ ｉｔ ｗａｓ ａ ｍｕｌｔｉｐｌｅ ｍｉｘｉｎｇ ｓｙｓｔｅｍ，ｔｈｅ ｆｉｎｅ ｗａｔｅｒ ｄｒｏｐｌｅｔｓ ｅｎｔｒａｐｐｅｄ
ｗｉｔｈｉｎ ｏｉｌ ｄｒｏｐｓ ｔｏｏｋ ａ ｑｕｉｔｅ ｌｏｎｇｅｒ ｔｉｍｅ ｆｏｒ ｔｈｅｉｒ ｓｅｐａｒａｔｉｏｎ． Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｏｕｒ
ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔｓ，ｔｈｅ ｔｉｍｅ ｎｅｅｄｅｄ ｆｏｒ ｏｉｌ ｓｅｐａｒａｔｉｏｎ ｗａｓ ｏｎｌｙ ａｂｏｕｔ 1 ／ 10 ｏｆ ｔｈａｔ ｆｏｒ
ｗａｔｅｒ． Ｐｅｒｈａｐｓ ｔｈｉｓ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｍｉｘｉｎｇ ｃｉｒｃｕｌａｔｉｏｎ（ｎｓ ／ ｎｍ）ｗａｓ ａｂｏｕｔ 10

ｏｒ ｌｉｋｅｌｙ ｌａｒｇｅｒ．
Ｏｒｔｈｏｇｏｎａｌ ｄｅｓｉｇｎａｔｉｏｎ ａｎｄ ｉｔｓ ｒｅｓｕｌｔｓ
Ａｓ ａｎ ｅｘｐｌｏｒａｔｏｒｙ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ，ｔｈｅ ｆｉｒｓｔ ｔｈｉｎｇ ｗｅ ｄｉｄ ｗａｓ ｔｏ ｓｉｆｔ ｏｕｔ ｔｈｏｓｅ ｃｒｉｔｉ
ｃａｌ ｆａｃｔｏｒｓ ｆｒｏｍ ａ ｌｏｔ ｏｆ ｏｔｈｅｒｓ． Ｏｒｔｈｏｇｏｎａｌ ｄｅｓｉｇｎａｔｉｏｎ ｆａｖｏｕｒｅｄ ｕｓ ｉｎ ｓｉｍｐｌｉｆｙ
ｉｎｇ ｏｕｒ ｗｏｒｋ．

Ｔａｂｌｅ 2 ｓｈｏｗｓ ｔｈｅ ｏｒｔｈｏｇｏｎａｌ ｆｏｒｍ ｏｆ Ｌ18（21 × 37）ｗｈｉｃｈ ｗａｓ ｕｓｅｄ ａｎｄ ｔｈｅ
ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｒｅｓｕｌｔｓ． Ｉｔ ｗａｓ ｃｏｎｃｌｕｄｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｍａｊｏｒ ｆａｃｔｏｒｓ ｏｆ ｏｕｒ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ
ｗｅｒｅ ｔｗｏ：ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｂｏｔｔｏｍ ｇａｓ ａｎｄ ｓｌａｇ ｌａｙｅｒ ｔｈｉｃｋｎｅｓｓ．

Ｔａｂｌｅ ２　 Ｌ１８（２
１ ×３７）ｏｒｔｈｏｇｏｎａｌ ｆｏｒｍ ａｎｄ ｔｈｅ ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔ

ｏｉｌ
ｔｈｉｃｋｎｅｓｓ
（10 - 3Ｍ）

ｂｏｔｔｏｍ
ｇａｓ ａｍｏｕｎｔ
（Ｍ3 ／ ｈｒ）

ｏｉｌ ｔｙｐｅ
ｇａｓ

ｐｒｅｓｓｕｒｅ
（ａｔｍ）

ｂｏｔｔｏｍ
ｔｕｙｅｒｅ
ｓｉｔｅ（Ｒ）

ｗａｔｅｒ
ｄｅｐｔｈ
（10 - 3Ｍ）

ｔｏｐ ｇａｓ
ａｍｏｕｎｔ
（Ｍ3 ／ ｈｒ）

ｔｏｐ
ｎｏｚｚｌｅ
ｔｙｐｅ

Ｖｏｉｌ ／ Ｖｗａｔｅｒ

40 1． 6 Ａ 3． 0 2 ／ 3 250 1． 1 3 120 0． 325 7

80 1． 1 Ａ 2． 5 1 ／ 2 250 0． 6 1 180 0． 511 5

80 0． 6 Ａ 2． 5 1 170 1． 1 3 120 0． 082 0

100 1． 1 Ａ 3． 5 2 ／ 3 170 1． 6 1 180 0． 632 0

100 0． 6 Ａ 3． 0 1 ／ 2 100 1． 6 3 120 0． 178 1

40 1． 6 Ａ 3． 5 1 100 0． 6 1 180 0． 071 0

80 1． 6 Ｂ 3． 5 1 ／ 2 250 1． 6 3 120 0． 782 2

100 0． 6 Ｂ 3． 0 1 250 0． 6 1 180 0． 220 4

100 1． 6 Ｂ 2． 5 2 ／ 3 170 0． 6 3 180 1． 077 6

40 1． 1 Ｂ 3． 0 1 ／ 2 170 1． 1 1 180 0． 055 5

40 1． 1 Ｂ 2． 5 1 100 1． 6 3 120 0． 122 8

80 0． 6 Ｂ 3． 5 2 ／ 3 100 1． 1 1 180 0． 014 7

100 1． 1 Ｃ 3． 5 1 250 1． 1 3 120 0． 795 0

40 0． 6 Ｃ 2． 5 2 ／ 3 250 1． 6 1 180 0． 250 0

40 0． 6 Ｃ 3． 5 1 ／ 2 170 0． 6 3 120 0． 101 9
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（cont�d）

ｏｉｌ
ｔｈｉｃｋｎｅｓｓ
（10 - 3Ｍ）

ｂｏｔｔｏｍ
ｇａｓ ａｍｏｕｎｔ
（Ｍ3 ／ ｈｒ）

ｏｉｌ ｔｙｐｅ
ｇａｓ

ｐｒｅｓｓｕｒｅ
（ａｔｍ）

ｂｏｔｔｏｍ
ｔｕｙｅｒｅ
ｓｉｔｅ（Ｒ）

ｗａｔｅｒ
ｄｅｐｔｈ
（10 - 3Ｍ）

ｔｏｐ ｇａｓ
ａｍｏｕｎｔ
（Ｍ3 ／ ｈｒ）

ｔｏｐ
ｎｏｚｚｌｅ
ｔｙｐｅ

Ｖｏｉｌ ／ Ｖｗａｔｅｒ

80 1． 6 Ｃ 3． 0 1 170 1． 6 1 180 0． 509 9

80 1． 1 Ｃ 3． 0 2 ／ 3 100 0． 6 3 120 0． 533 3

100 1． 6 Ｃ 2． 5 1 ／ 2 100 1． 1 1 180 1． 214 2

ｓｕｍ ｏｆ
1ｓｔ ｃｌａｓｓ 0． 926 9 3． 980 6 1． 800 3 3． 258 1 1． 801 1 2． 234 1 2． 475 0 3． 998 6 ε = 7. 477 8

2ｎｄ 2． 433 6 2． 650 1 2． 273 2 1． 822 9 2． 833 3 2． 458 9 2． 487 1 3． 479 3

3ｒｄ 4． 117 3 0． 847 1 3． 404 3 2． 396 8 2． 843 4 2． 884 8 2． 515 7

ｍａｘｉｍｕｍ
ｄｉｆｆｅｒｅｎｃｅ 3． 190 4 3． 133 5 1． 604 0 1． 435 2 1． 042 3 0． 750 7 0． 040 7 0． 519 4

Ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｔｈｉｓ ｓｔｅｐ，ａ ｓｏ — ｃａｌｌｅｄ“ｒａｎｇｅ ｅｓｔｉｍａｔｉｏｎ”ｍｅｔｈｏｄ ｗａｓ ｕｓｅｄ ｔｏ
ｓｅｅ ｔｈｅ ｏｐｔｉｍｕｍ ｆｌｕｃｔｕａｔｉｏｎ． Ｔａｂｌｅ 3 ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ｔｈｉｓ ｅｓｔｉｍａｔｉｏｎ． Ｉｔ ｗａｓ ｉｎｔｅｒｅｓｔｉｎｇ
ｔｏ ｆｉｎｄ ｔｈａｔ ｔｈｉｓ“ｏｐｔｉｍｕｍ”ｆｅｌｌ ｊｕｓｔ ｏｎ ｔｈｅ ｂｏｕｎｄａｒｙ ｏｆ ｔｈｅ ｉｎｄｅｐｅｎｄｅｎｔ ｆａｃｔｏｒ
ｖａｒｙｉｎｇ ａｒｅａ．

Ｔａｂｌｅ ３　 Ｔｈｅ ｒａｎｇｅ ｅｓｔｉｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｏｐｔｉｍｕｍ ｍｉｘｉｎｇ ｒａｔｉｏ

Ｏｐｔｉｍｕｍ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ Ｔｈｅ ｆｌｕｃｔｕａｔｉｏｎ ｏｆ
Ｖｏｉｌ

Ｖｏｉｌ + Ｖｗａｔｅｒ

ｏｉｌ ｔｈｉｃｋｎｅｓｓ 100 × 10 - 3Ｍ
ｂｏｔｔｏｍ ｇａｓ ａｍｏｕｎｔ 1． 6 Ｍ3 ／ ｈｒ

36% - 54%

Ｖｅｒｔｅｘ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｂｙ ｍｅａｎｓ ｏｆ ａ ｐａｒａｂｏｌｏｉｄ ｅｑｕａｔｉｏｎ
Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｆｒｏｍ ｏｒｔｈｏｇｏｎａｌ ｄｅｓｉｇｎａｔｉｏｎ，ｗｅ ｕｓｅｄ ａ ｐａ

ｒａｂｏｌｏｉｄ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｉｎｔｒｏｄｕｃｅｄ ｂｙ ａ ｆａｍｏｕｓ Ｃｈｉｎｅｓｅ ｍａｔｈｅｍａｔｉｃｉａｎ，Ｈｕａ Ｌｕｏ
Ｇｅｎｇ［9］，ｔｏ ｃｈｅｃｋ ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｆｒｏｍ“ｒａｎｇｅ ｅｓｔｉｍａｔｉｏｎ”．

Ｆｏｕｒ ｆａｃｔｏｒｓ ｈａｄ ｂｅｅｎ ｃｈｏｓｅｎ ａｎｄ ａ ｍｉｎｉｃｏｍｐｕｔｅｒ ｗａｓ ｕｓｅｄ ｔｏ ｓｏｌｖｅ ａ ｌｉｎｅａｒ
ｅｑｕａｔｉｏｎ ｇｒｏｕｐ ｗｉｔｈ 15 ｄｉｍｅｎｓｉｏｎｓ． Ｗｅ ｔｈｅｎ ｇｏｔ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｐａｒａｂｏｌｏｉｄ：

Y = 7. 081 6 - 0. 361X1 + 0. 083X2 - 2. 83X3 - 3. 079X4

+ 0. 015X1 X2 + 0. 047 3X1 X3 - 0. 007 5X1 X4

- 0. 074X2 X3 - 0. 372X2 X4 + 2. 43X3 X4 + 0. 008X2

1

+ 0. 077X2

2
- 1. 6X2

3
+ 0. 49X2

4
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ｗｈｅｒｅ Ｙ = ｍｉｘｉｎｇ ｒａｔｉｏ，Ｘ1 = ｓｕｒｆａｃｅ ｔｅｎｓｉｏｎ，Ｘ2 = ｓｌａｇ ｌａｙｅｒ ｔｈｉｃｋｎｅｓｓ，Ｘ3

= ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｂｏｔｔｏｍ ｇａｓ，Ｘ4 = ｇａｓ ｐｒｅｓｓｕｒｅ．
Ｔｈｅ ｖｅｒｔｅｘ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｆｒｏｍ ｔｈｉｓ ｐａｒａｂｏｌｏｉｄ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｗａｓ ｕｎｅｘｐｅｃｔｅｄｌｙ ａ

ｍｉｎｉｍｕｍ ｖａｌｕｅ ｆａｌｌｉｎｇ ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｓｉｄｅ ｏｆ ｔｈｅ ｉｎｄｅｐｅｎｄｅｎｔ ｆａｃｔｏｒ ｖａｒｙｉｎｇ ａｒｅａ：
X1 = 16. 74，X2 = 35. 5，X3 = 0. 97，X4 = 2. 17.

Ｔｈｅ ａｂｏｖｅ ｔｗｏ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎｓ ｍａｄｅ ｕｓ ａｗａｒｅ ｏｆ ｔｈｅ ｆａｃｔ ｔｈａｔ ｗｉｔｈｉｎ ｔｈｅ ｉｎｄｅ
ｐｅｎｄｅｎｔ ｆａｃｔｏｒ ｖａｒｙｉｎｇ ａｒｅａ，ｔｈｅ ｆａｃｔｏｒｓ ｐｒｏｄｕｃｅｄ ｏｎｌｙ ａ ｍｏｎｏｔｏｎｏｕｓ ｅｆｆｅｃｔ．
Ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅｓ ｏｆ ａ ｓｉｎｇｌｅ ｆａｃｔｏｒ ａｎｄ ｄｉｓｃｕｓｓｉｏｎ

Ｆｉｇｓ． 5 ａｎｄ 6 ｓｈｏｗ ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅｓ ｏｆ ｂｏｔｔｏｍ ｇａｓ ａｍｏｕｎｔ ａｓ ｗｅｌｌ ａｓ ｓｌａｇ ｌａｙｅｒ
ｔｈｉｃｋｎｅｓｓ ｓｅｐａｒａｔｅｌｙ． Ｔｈｅ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ａｂｏｖｅ ｅｓｔｉｍａｔｉｏｎ ｗａｓ ｇｏｏｄ． Ｂａｓｅｄ
ｏｎ ｔｈｅｓｅ ｆｉｇｕｒｅｓ，ｔｈｅ ｍｉｘｉｎｇ ｒａｔｉｏ ｗａｓ ｆｏｕｎｄ ｔｏ ｂｅ 40% 50% .

Ｆｉｇ． 5 Ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｂｏｔｔｏｍ ｇａｓ ａｍｏｕｎｔ ｏｎ ｍｉｘｉｎｇ ｒａｔｉｏ

Ｆｉｇ． 6 Ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｏｉｌ ｌａｙｅｒ ｔｈｉｃｋｎｅｓｓ ｏｎ ｍｉｘｉｎｇ ｒａｔｉｏ

Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｉｓ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ，ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｂｏｔｔｏｍ ｇａｓ ａｍｏｕｎｔ ｗａｓ ｌｉｍ
ｉｔｅｄ ｂｙ 0． 3 Ｍ3 ／ Ｔ·ｍｉｎ． Ｉｔ ｗａｓ ａ ｂｉｔ ｓｍａｌｌｅｒ ｔｈａｎ ｔｈａｔ ｏｆ ＡＯＤ，ａｎｄ ｏｎｌｙ ａｂｏｕｔ
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1 ／ 3 ｏｆ ｔｈｅ ｇａｓ ａｍｏｕｎｔ ｕｓｅｄ ｉｎ ａ ｖｉｏｌｅｎｔｌｙ ａｇｉｔａｔｅｄ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｆｕｒｎａｃｅ（0． 8 Ｍ3 ／ Ｔ·
ｍｉｎ）． Ｓｏ ｓｏｍｅ ｅｘｐｅｒｉｅｎｃｅｓ ｗｅｒｅ ｏｆｆｅｒｅｄ ｆｏｒ ｕｓ ｔｏ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｔｈｅ ｂｏｔｔｏｍ ｇａｓ ａ
ｍｏｕｎｔ ｆｕｒｔｈｅｒ． Ｏｎ ｔｈｅ ｏｔｈｅｒ ｈａｎｄ，ａｓ Ｔｓｕｙｏｓｈｉ Ｋａｉ［10］ｉｎｄｉｃａｔｅｄ ｆｏｒ ｂｏｔｔｏｍ ｂｌｏ
ｗｉｎｇ，ｔｈｅ ｄｅｅｐｅｒ ｔｈｅ ｂａｔｈ ｔｈｅ ｗｅａｋｅｒ ｔｈｅ ｓｐｌａｓｈｉｎｇ． Ｓｉｎｃｅ ｉｎ ｔｈｅ ｃａｓｅ ｏｆ ｓｍｅｌ
ｔｉｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ，ｔｈｅ ｔｈｉｃｋ ｓｌａｇ ｌａｙｅｒ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｔａｋｅｎ ｉｎｔｏ ａｃｃｏｕｎｔ，ｓｏ ａ ｆｕｒｔｈｅｒ ｉｎ
ｃｒｅａｓｅ ｏｆ ｂｏｔｔｏｍ ｇａｓ ａｍｏｕｎｔ ｉｓ ｔｈｏｕｇｈｔ ｔｏ ｂｅ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ．

Ｔｈｅ ａｔｔｒａｃｔｉｖｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｓｌａｇ ｌａｙｅｒ ｔｈｉｃｋｎｅｓｓ ｗａｓ ｂｅｙｏｎｄ ｏｕｒ ｅｘｐｅｃｔａｔｉｏｎ．

Ｆｉｇ． 7 “Ｔ”ｔｕｂｅ ｍｉｘｉｎｇ ｆｕｎｃｔｉｏｎ

Ｂｕｔ ｉｔ ｃｏｕｌｄ ｂｅ ｕｎｄｅｒｓｔｏｏｄ
ｂｙ ｃｏｎｓｉｄｅｒｉｎｇ ｔｈａｔ ｔｈｅ
ｍｅｃｈａｎｉｓｍ ｄｒａｗｉｎｇ ｔｈｅ ｓｌａｇ
ｄｒｏｐｓ ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｍｏｌｔｅｎ ｍｅｔａｌ
ｖａｒｉｅｄ ｗｈｅｎ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｌａｙｅｒ
ｗａｓ ｖａｒｉｅｄ ｆｒｏｍ ｔｈｉｎ ｔｏ
ｔｈｉｃｋ． Ｉｆ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｌａｙｅｒ ｉｓ
ｔｈｉｎ， ｔｈｅ ｓｌａｇ ｉｓ ｄｒａｗｎ
ｄｏｗｎｗａｒｄ ｍａｉｎｌｙ ｂｙ ｓｈｅａｒ
ｉｎｇ ｓｔｒｅｓｓ ｏｎ ｔｈｅ ｓｌａｇｍｅｔａｌ

ｉｎｔｅｒｆａｃｅ． Ｏｐｐｏｓｉｔｅｌｙ，ｉｆ ｉｔ ｉｓ ａ ｔｈｉｃｋ ｓｌａｇ ｌａｙｅｒ，ｔｈｅ ｐｕｍｐｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ ｄｉｒｅｃｔｌｙ ｈａｐ
ｐｅｎｉｎｇ ｉｎ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｌａｙｅｒ ｍｕｓｔ ｍａｋｅ ｉｔｓ ｏｗｎ ｃｏｎｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｃａｕｓｉｎｇ ａ ｓｔｒｏｎｇ ｓｌａｇ
ｆｌｏｗ ｉｎｓｉｄｅ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｌａｙｅｒ ａｎｄ ａｌｏｎｇ ｔｈｅ ｓｉｄｅ ｗａｌｌ ｄｏｗｎｗａｒｄ． Ｔｈｕｓ，ｔｈｒｏｕｇｈ ａ
ｓｏｃａｌｌｅｄ“Ｔ”ｔｕｂｅ ｍｉｘｉｎｇ ｆｕｎｃｔｉｏｎ（Ｆｉｇ． 7），ｔｈｅ ｓｌａｇ ｄｒｏｐｓ ｃａｎ ｂｅ ｄｒａｗｎ ｑｕｉｔｅ
ｆａｒ ｄｏｗｎ，ａｐｐｒｏａｃｈｉｎｇ ｔｈｅ ｂｏｔｔｏｍ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ．

Ｆｉｇ． 6 ｉｓ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ． Ｉｔ ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ｔｈａｔ ａ ｔｈｉｃｋ ｓｌａｇ ｌａｙｅｒ ｉｓ ｆａｖｏｕｒａｂｌｅ ｆｏｒ ａ
ｇｏｏｄ ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｍｉｘｉｎｇ ｒａｔｉｏ ａｎｄ ｃｏｎｓｅｑｕｅｎｔｌｙ ｍａｙ ｌｅａｄ ｔｏ ａ ｇｏｏｄ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ
Ｍｎ ｆｒｏｍ ｓｌａｇ ｔｏ ｍｅｔａｌ．

Ｔｈｅ ｃｏｎｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｓｉｄｅ ｗａｌｌ ｂｌｏｗｉｎｇ

Ａｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 3，ｔｈｅ ｓｉｄｅ ｗａｌｌ ｔｕｙｅｒｅ ｗａｓ ｐｕｔ ｊｕｓｔ ｂｅｎｅａｔｈ ｔｈｅ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ，
ｓｏ ｗｅ ｗｅｒｅ ｎｏｔ ｓｕｒｐｒｉｓｅｄ ｔｏ ｆｉｎｄ ｔｈｉｓ ｓｉｄｅ ｗａｌｌ ｂｌｏｗｉｎｇ ｄｉｄ ｎｏｔ ｓｈｏｗ ａｎ ｏｂｖｉｏｕｓ
ｅｆｆｅｃｔ ｏｎ ｔｈｅ ｍｉｘｉｎｇ ｒａｔｉｏ． Ｂｕｔ ｗｅ ａｌｓｏ ｆｏｕｎｄ ｔｈａｔ ｏｉｌ ｄｒｏｐｓ ｓｅｐａｒａｔｅｄ ｆｒｏｍ ｗａｔｅｒ
ｖｅｒｙ ｑｕｉｃｋｌｙ ａｓ ｓｏｏｎ ａｓ ｗｅ ｓｕｄｄｅｎｌｙ ｓｔｏｐｐｅｄ ｔｈｅ ｇａｓ ｆｌｏｗ ｉｆ ｏｎｌｙ ｂｏｔｔｏｍ ｂｌｏｗｉｎｇ
ｗａｓ ｕｓｅｄ（ｄｅｓｐｉｔｅ ｗｈｅｔｈｅｒ ｔｏｐ ｂｌｏｗｉｎｇ ｗａｓ ｕｓｅｄ ｏｒ ｎｏｔ）． Ｗｈｅｎ ａ ｂｏｔｔｏｍ ／ ｓｉｄｅ
ｗａｌｌ ｃｏｍｂｉｎｅｄ ｂｌｏｗｉｎｇ ｗａｓ ｕｓｅｄ，ｔｈｅ ｔｉｍｅ ｎｅｅｄｅｄ ｆｏｒ ｓｅｐａｒａｔｉｏｎ ｗａｓ ｐｒｏｌｏｎｇｅｄ
（Ｆｉｇ． 8）．
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Ｆｉｇ． 8 Ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｓｉｄｅ ｗａｌｌ ｂｌｏｗｉｎｇ

Ｐｕｒｓｕａｎｔ ｔｏ Ｖ． Ｇ．
Ｌｅｖｅｃｈｓ ｏｐｉｎｉｏｎ，ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ
ｆｌｏａｔｉｎｇ ｕｐ ｏｆ ｏｉｌ ｄｒｏｐｓ，ｔｈｅｙ
ａｒｅ ａｌｗａｙｓ ｉｎｃｌｉｎｅｄ ｔｏ ｍｅｒｇｅ
ｗｉｔｈ ｅａｃｈ ｏｔｈｅｒ ｉｎｔｏ ａ ｌａｒｇｅｒ
ｏｎｅ，ｓｏ ｔｈｅ ｉｎｉｔｉａｌ ｆｌｏａｔｉｎｇ
ｖｅｌｏｃｉｔｙ ｉｓ ｅｓｓｅｎｔｉａｌ ｆｏｒ ｄｅｔｅｒ
ｍｉｎｉｎｇ ｔｈｅ ｔｏｔａｌ ｓｅｐａｒａｔｉｏｎ
ｔｉｍｅ［11］． Ｆｒｏｍ Ｆｉｇ． 8， ｔｈｅ
ｉｎｉｔｉａｌ ｆｌｏａｔｉｎｇ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ｆｏｒ
ｔｏｐｂｏｔｔｏｍ ｂｌｏｗｉｎｇ ｗａｓ 8．
75 ｍｍ ／ ｓ ａｎｄ ｔｈａｔ ｏｆ ｂｏｔｔｏｍ，
ｓｉｄｅ ｗａｌｌ ｂｌｏｗｉｎｇ ｗａｓ 3． 89

ｍｍ ／ ｓ． Ｕｓｉｎｇ Ｖ． Ｇ．
Ｌｅｖｅｃｈｓ［11］ａｎｄ Ｇ． Ｈ． Ｇｅｉｇｅｒｓ ｍｅｔｈｏｄ［12］，ｗｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｔｈｅ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ
ｓｉｚｅ ｏｆ ｏｉｌ ｄｒｏｐ ｔｏ ｂｅ ａｐｐｒｏｘｉｍａｔｅｌｙ 1 ｍｍ ａｎｄ 0． 67 ｍｍ． Ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｏｉｌ ｄｒｏｐ
ｓｉｚｅ ｆｏｒ ｔｏｐｂｏｔｔｏｍ ｂｌｏｗｉｎｇ ｗａｓ ａ ｂｉｔ ｓｍａｌｌｅｒ ｔｈａｎ ｔｈｅ ｓｉｚｅ ｏｆ ｏｉｌ ｄｒｏｐｓ ｗｈｉｃｈ ａｄ
ｈｅｒｅｄ ｉｎｓｉｄｅ ｔｈｅ ｓｎｉｆｆｅｒ ｔｕｂｅｓ ａｔ ｓａｍｐｌｉｎｇ ｍｏｍｅｎｔ． Ａ ｓｍａｌｌ ｓｌａｇ ｄｒｏｐ ｗａｓ ｔｈｅ
ｓｉｇｎｉｆｉｃａｎｔ ｃｏｎｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ａｔｔｒｉｂｕｔｅｄ ｔｏ ｓｉｄｅ ｗａｌｌ ｂｌｏｗｉｎｇ．

Ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎ

Ｔｏｐ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｉｎ ｐｅｒｆｏｒｍｉｎｇ ａ ｓｍｅｌｔｉｎｇ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ ｉｎ ａ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ ｗａｓ
ｔｈｏｕｇｈｔ ｔｏ ｂｅ ｔｈｅ ｍｏｓｔ ｐｒａｃｔｉｃａｌ ｔｅｃｈｎｉｑｕｅ． Ｗｈｅｔｈｅｒ ｉｔ ｍａｙ ｓｕｃｃｅｅｄ ｏｒ ｆａｉｌ，ａｌｌ
ｄｅｐｅｎｄｓ ｏｎ ｔｈｅ ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｍｉｘｉｎｇ ｗｉｔｈｉｎ ｔｈｅ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ．

Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ａｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｍｉｘｉｎｇ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ，ｗｅ ｃｌａｉｍ ｔｈａｔ ｂｙ
ｍｅａｎｓ ｏｆ ａ ｔｈｉｃｋ ｓｌａｇ ｌａｙｅｒ ａｎｄ ｉｎｔｅｎｓｉｖｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｉｎ ａ 3 — ｓｅｔ ｔｕｙｅｒｅｓ ｓｉｄｅ ｗａｌｌ
ｂｌｏｗｉｎｇ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ，ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｍｉｘｉｎｇ ｍａｙ ｂｅ ｆｕｌｌｙ ｄｅｖｅｌｏｐｅｄ． Ｉｎ ｔｈｉｓ ｃａｓｅ，ｔｈｅ
ｍａｉｎ ｆｕｎｃｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｂｏｔｔｏｍ ｔｕｙｅｒｅ（ｊｕｓｔ ａｓ ＡＯＤ ｔｕｙｅｒｅ）ｉｓ ｔｏ ｄｒａｗ ｓｌａｇ ｄｏｗｎ
ｗａｒｄｓ． Ｍｉｄｄｌｅ ｓｉｄｅ ｗａｌｌ ｂｌｏｗｉｎｇ（ｔｕｙｅｒｅ ｐｕｔ ｂｅｎｅａｔｈ ｓｔａｔｉｃ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ）ｒｅｓｕｌｔｓ ｉｎ
ｓｍａｌｌ ｓｌａｇ ｄｒｏｐｓ． Ａ ｔｏｐ ｂｌｏｗｉｎｇ ｔｕｙｅｒｅ ｐｕｔ ｂｅｎｅａｔｈ ｔｈｅ ｓｔａｔｉｃ ｓｌａｇ ｔｏｐ ｓｕｒｆａｃｅ ｉｓ
ｍａｉｎｌｙ ｕｓｅｆｕｌ ｔｏ ｐｅｒｆｏｒｍ ｐｏｓｔｃｏｍｂｕｓｔｉｏｎ． Ｓｏ ｓｌａｇ ｄｒｏｐｓ ｗｅｒｅ ｔｈｏｕｇｈｔ ｔｏ ｐｌａｙ ａｎ
ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｒｏｌｅ ｉｎ ｈｅａｔ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｄｏｗｎｗａｒｄ ｉｎ ｔｈｉｓ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ ｂｌｏｗｎ ｗｉｔｈ ｔｈｒｅｅ ｓｅｔｓ
ｏｆ ｔｕｙｅｒｅｓ．
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Ａｃｋｎｏｗｌｅｄｇｅｍｅｎｔ

Ｔｈｅ ａｕｔｈｏｒｓ ａｒｅ ｇｒａｔｅｆｕｌ ｔｏ Ｐｒｏｆｅｓｓｏｒ Ｓ． Ｅｋｅｔｏｒｐ ｆｏｒ ｈｉｓ ｋｉｎｄ ｈｅｌｐ ｉｎ ｃｏｒｒｅｃｔｉｏｎ ｏｆ
ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ．

Ｌｉｓｔ ｏｆ ｓｙｍｂｏｌｓ

Ｘ — Ｔｈｅ ｃｏｎｔｅｎｔ ｏｆ ｔｈｅ ｅｌｅｍｅｎｔ ｉｎ ｍｏｌｔｅｎ ｍｅｔａｌ ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｔｏ ｂｅ ｒｅｄｕｃｅｄ
（Ｘ）— Ｔｈｅ ｃｏｎｔｅｎｔ ｏｆ ｔｈｅ ｅｌｅｍｅｎｔ ｉｎ ｓｌａｇ ｗｈｉｃｈ ｉｓ ｔｏ ｂｅ ｒｅｄｕｃｅｄ
Ｋ — Ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｏｎｓｔａｎｔ，K =（X）/X

Ｙｕ— Ｔｈｅ ｍｉｘｉｎｇ ｒａｔｉｏ ｏｆ ｕｐｐｅｒ ｍｉｘｉｎｇ，Yu = WΣ
s /Wm

Ｙｗ— Ｔｈｅ ｍｉｘｉｎｇ ｒａｔｉｏ ｏｆ ｌｏｗｅｒ ｍｉｘｉｎｇ，Yw = Ws /WΣ
m

Ｗｓ— Ｔｈｅ ｔｏａｌ ｄｉｓｐｅｒｓｅｄ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｓｌａｇ
Ｗｍ— Ｔｈｅ ｔｏｔａｌ ｄｉｓｐｅｒｓｅｄ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｍｅｔａｌ
ＷΣ

ｓ
— Ｔｈｅ ｔｏｔａｌ ｗｅｉｇｈｔ ｏｆ ａｌｌ ｓｌａｇ ｉｎ ｔｈｅ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ

ＷΣ
ｍ
— Ｔｈｅ ｔｏｔａｌ ｗｅｉｇｈｔ ｏｆ ａｌｌ ｍｅｔａｌ ｉｎ ｔｈｅ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ

k'u，k'W — Ｍａｓｓ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ
k

u
，k

w
— Ｒｅａｃｔｉｏｎ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ

% SL— Ｓｌａｇ ｐｅｒｃｅｎｔ，% SL = WΣ
s /WΣ

m

Ｆ — Ｔｈｅ ｆｌｏｗ ｒａｔｉｏ ｏｆ ｄｉｓｐｅｒｓｅｄ ｐｈａｓｅｓ，F = dW/dt

ｔ — Ｔｉｍｅ
ａ — Ａｖｅｒａｇｅ ｓｐｅｃｉｆｉｃ ｓｕｒｆａｃｅ ａｒｅａ
ｓ — Ｓｅｃｏｎｄｓ
Ｓ — Ｓｐｒｅａｄｉｎｇ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ
Ｍ — Ｍｅｔｅｒ
Ｎ — Ｎｅｗｔｏｎ
ｎ — Ｔｈｅ ｍｉｘｉｎｇ ｃｉｒｃｕｌａｔｉｏｎ ｔｉｍｅ
ｔｕ— Ｔｈｅ ａｖｅｒａｇｅ ｒｅｔｅｎｔｉｏｎ ｔｉｍｅ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｍｅｔａｌ ｄｒｏｐｌｅｔｓ ｉｎ ｓｌａｇ
Ｕ — Ｖｅｌｏｃｉｔｙ
Ｌ — Ｓｉｚｅ
σ — Ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｔｅｎｓｉｏｎ ｏｒ ｓｕｒｆａｃｅ ｔｅｎｓｉｏｎ
ρ — Ｄｅｎｓｉｔｙ
μ — Ｖｉｓｃｏｓｉｔｙ
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Ｓｕｂｎｏｔｅｓ：
ｕ — ｕｐｐｅｒ ｍｉｘｉｎｇ
ｗ — ｌｏｗｅｒ ｍｉｘｉｎｇ
ｏ — ｉｎｉｔｉａｌ
ｓ — ｓｌａｇ
ｍ — ｍｅｔａｌ
ｎ — ｎｔｈ ｍｉｘｉｎｇ ｃｉｒｃｕｌａｔｉｏｎ

Ｒｅｆｅｒｅｎｃｅｓ

［1 ］ Ｓｏｍａ Ｔ． Ｔｒａｎｓ Ｊｐｎ Ｍｅｔ Ｓｏｃ 1982：21（8）：620 625． Ｉｎ Ｊａｐａｎｅｓｅ．
［2 ］ Ｍｏｒｉ Ｋ． Ｔｅｔｓｕ ｔｏ Ｈａｇａｎｅ 1964：50（11）：1826 1828． Ｉｎ Ｊａｐａｎｅｓｅ．
［3 ］ Ｍｏｒｉｙａｍａ Ａ． Ｔｅｔｓｕ ｔｏ Ｈａｇａｎｅ 1969：55（9）：777 788． Ｉｎ Ｊａｐａｎｅｓｅ．
［4 ］ Ｍａｇｉｄｓｏｎ ＩＡ． Ｉｚｖ ＡＨ ＳＳＲ（Ｍｅｔ）1981：6：15 20． Ｉｎ Ｒｕｓｓｉａｎ．
［5 ］ Ｈｉｄａ Ｓ． Ｍｉｘｉｎｇ ｔｈｅｏｒｙ ａｎｄ ａｐｐｌｉｃａｔｉｏｎ． Ｃｈｅｍ Ｉｎｄ Ｐｕｂｌ Ｈｏｕｓｅ 1984． Ｉｎ Ｃｈｉｎｅｓｅ，ｔｒａｎｓｌａ

ｔｅｄ ｆｒｏｍ Ｊａｐａｎｅｓｅ．
［6 ］ Ｂｅｃｈｅｒ Ｐ． Ｅｍｕｌｓｉｏｎ ｔｈｅｏｒｙ ａｎｄ ｐｒａｃｔｉｃｅ． Ａｍ Ｃｈｅｍ Ｓｏｃ ／ Ｒｅｉｎｈｏｌｄ Ｐｒｅｓｓ 1984．
［7 ］ Ｘｉ ＺＧ． Ｐｈｙｓｉｏｃｈｅｍｉｓｔｒｙ ｏｆ ｓｕｒｆａｃｅ ａｃｔｉｖｅ ａｇｅｎｔｓ． Ｂｅｉｊｉｎｇ Ｕｎｉｖ Ｐｒｅｓｓ（Ｃｈｉｎａ）1984． Ｉｎ

Ｃｈｉｎｅｓｅ．
［8 ］ Ｇｏｄｆｒｅｙ ＪＣ． Ｈａｎｄｂｏｏｋ ｏｆ ｍｕｌｔｉｐｈａｓｅ ｓｙｓｔｅｍｓ． ＭｃＧｒａｗ Ｈｉｌｌ，Ｎｅｗ Ｙｏｒｋ 1982． Ｃｈａｐ 4．
［9 ］ Ｇｅｎｇ ＨＬ． Ｏｐｔｉｍｕｍ ｓｅｅｋｉｎｇ ｍｅｔｈｏｄ． Ｓｃｉ Ｐｕｂｌ Ｈｏｕｓｅ 1981． Ｉｎ Ｃｈｉｎｅｓｅ．
［10］ Ｋａｉ Ｔ． Ｔｅｔｓｕ ｔｏ Ｈａｇａｎｅ 1982：68（14）：100 106． Ｉｎ Ｊａｐａｎｅｓｅ．
［11］ Ｌｅｖｅｃｈ ＶＧ． Ｐｈｙｓｉｏｃｈｅｍｉｃａｌ ｈｙｄｒｏｄｙｎａｍｉｃｓ． Ｓｃｉ Ｔｅｃｈ Ｐｕｂｌ Ｈｏｕｓｅ，Ｓｈａｎｇｈａｉ 1965． Ｉｎ

Ｃｈｉｎｅｓｅ，ｔｒａｎｓｌａｔｅｄ ｆｒｏｍ Ｒｕｓｓｉａｎ．
［12］ Ｇｅｉｇｅｒ ＧＨ． Ｔｒａｎｓｐｏｒｔ ｐｈｅｎｏｍａ ｉｎ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｙ． ＡｄｄｉｓｏｎＷｅｓｌｅｙ，Ｎｅｗ Ｙｏｒｋ 1973．
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对炉外精炼钢的质量要求及其单元操作
?

1 前言

炉外精炼在现代化的钢铁生产流程中已成为必不可少的一个环节.

本世纪 30 年代出现了钢包渣洗法（Perrin Process）脱硫、脱氧工艺，到 50

年代，各种真空处理法（DH、RH）先后问世，并可工业化应用. 在 1970 年以

前，几乎所有钢包精炼方法，都已有相当的工业规模，但它的应用尚限于特殊

钢的生产，在总钢产量中的比率，不足 10% . 直到 70 年代中期，由于能源危

机，钢铁工业力求降低成本、提高经济效益，首先是日本，然后是西欧的钢铁

企业，出现了两种技术趋势：一是连续铸锭技术的广泛采用，以取代传统的

锭模浇注；二是采用大型转炉生产优质钢、特殊钢，以提高产值及利润率.显

然，为了使连铸工艺顺行，通过炉外精炼来降低钢中硫、氧含量，以及均匀钢

包中的温度、成分，是十分必要的，目前已用“钢水准备”一词来加以概括.现

在，铁水预处理 +大型氧气转炉 +炉外精炼 +连铸，已成为国外大型钢铁企

业技术改造后的普遍模式.

本文综合近期国内、外炉外精炼的研究进展，结合本人的工作，对炉外精

炼钢的质量要求，以及如何通过单元操作来加以保证，作一综合评述.

2 对炉外精炼钢质量要求的新动向

对炉外精炼钢的质量要求来自两个方面：一方面是由于炉外精炼可以

 原发表于《特殊钢》，（4），1 ～ 9（1987）
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更精确地控制化学成分，同时又可以改善钢及其中夹杂物的机械性能
［1］［2］.

所以，导致了用户对炉外精炼钢提出日益苛刻的要求，以适应各种复杂和恶

劣的工作条件.另一方面的质量要求来自连铸、轧制、热处理等后步工序.由

于钢液质量提高，不仅可以避免某些常见的产品缺陷，还可使浇铸工艺有更

大的灵活性，终轧温度降低和轧后冷却制度及产品热处理简化，而产品的性

能更加稳定.最近三年以来，对炉外精炼钢质量要求的新动向，可大致归纳

如下：

（1）由于连铸坯尺寸的不断加大，所以对钢中硫含量的限制亦越来越

严，其目的不仅是为了防止在连铸坯的凝固时形成白带、裂纹，更重要的是为

了改进其热态与冷态的机械性能.现在已有不少厚板用户，提出要求炉外精

炼钢能满足 ppm级硫的要求（S ≤ 0. 001%）.

（2）近期对精炼钢质量要求的另一个明显变化，是许多用户提出，要大

大降低精炼钢磷的规格，其理由如次：

a. 对于高强韧钢、低碳的 Cr-Ni-Mo钢和 9% Ni钢等钢种来说，降低磷含

量可避免回火脆性及低温脆性，这是因为磷很低时，晶间偏析减少，晶界得到

净化之故；

b. 对于低合金高强度钢的管线用钢来说，磷必须小于 100 ppm

（即≤ 0. 010%），以防止氢诱导裂纹（HIC）及应力腐蚀裂纹（SCC），对于奥

氏体不锈钢来说，如果将磷含量从 200 ppm降到 20 ppm，则应力腐蚀裂纹可

以完全防止.

（3）用于深冲的高强度冷轧钢板，经常要求很低的碳含量（ < 40 ppm，

即≤ 0. 004 0%）. 由于炉外精炼工艺能把碳降到这样低的水平，而又保证钢

中氧及氧化物夹杂含量不高，因此，就可以用炉外精炼时钢液脱碳，来取代传

统的成品带钢连续脱碳退火的工艺，它不但降低了生产成本，而且大大提高

了生产率.此外，这类产品常常还要求非常低的氮含量（例如≤20 ppm），这在

脱碳退火中是无法达到的，而在氧气转炉激烈脱碳之后，再加上真空下的脱

碳则有可能实现.

（4）对于不锈钢来说，要求碳和氮的固溶量尽量降低，例如（C +

N）< 100 ppm以后，就可以完全防止晶间腐蚀及应力腐蚀.显然，采用炉外精

炼使（C + N）< 100 ppm后，要比传统的用钛、铌来使不锈钢稳定化更为经

济，质量更好.

（5）铝脱氧钢板和铁素体不锈钢的焊缝韧性和夏贝冲击值，可因

碳和氮含量的降低而大大改善 . 如果是要求热塑性的产品，应该避免
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高的 A1 × N 值，因为连铸坯凝固时，A1 N 可能导致钢坯内显微裂纹

的形成 .

（6）处于交变载荷下的高强度钢，对氧化物夹杂有越来越高的要求，

这是因为它会引起钢的塑性降低、裂纹源形成，并最终导致钢的疲劳寿

命缩短.

（7）从各种不同的使用性能要求出发，提出了对钢中夹杂物形态控制的

要求.最初是厚板生产者及 T型焊接工艺要求钢中硫化物夹杂呈一定的形

态.然后，Z向钢和石油、天然气管线用钢对硫化物的数量及形态提出了更为

严格的要求.现在，更多的冶金工作者转向钢包中的合成顶渣加合成渣粉喷

吹脱氧工艺的开发
［3］.同时，又有人重新趋向于复合脱氧剂的应用，例如为防

止焊缝的脆性开裂，在焊条钢炉外精炼时应用复合脱氧剂，使精炼后钢中夹

杂物呈细小、分散的半塑性状态（铝硅酸锰系列）. 初步的结果是令人满意

的，也可能会扩大到其他的场合加以应用
［4］.

据统计
［5］，精炼钢目前能达到的水平为钢中硫、氧、氢、氮、磷的含量小于

100 ppm，而到本世纪末将低于 30 ppm.到那时，不仅钢的性能会进一步改善，

一些目前常见的冶金缺陷，如白点、热裂、回火脆性、焊接裂纹等也可以消除，

并减少为防止这些缺陷所采取的一系列工艺措施.

3 炉外精炼的单元操作分析

经过二十多年的发展，炉外精炼的方法已有十几种，可归纳成以下单元

操作.

3． 1 真空脱气及脱碳

迄今为止，各种脱气的动力学理论模型还不能直接适用于高真空条

件. 脱气过程的实际控制参数仍是真空度、惰性气体吹入速率及处理时

间，而后两者的乘积就是吹气量.

对氢的去除来说，已有的生产实践表明，最经济的脱氢真空度是

2 mbar（相当于1. 6 mmHg）. 这时，经过 30 分钟处理，不管是 RH［6］、DH

还是钢包真空吹氩
［7］，均可使最终的钢中氢含量达到≤1. 5 ppm. 钢液脱

氮，则由于其原子半径较大，同时气 /钢表面又大部分被钢中表面活性元

素硫、氧所吸附，因此实际效果很差. 在没有惰性气体吹入的 DH 装置中，

只有起始氮含量大于 80 ppm、深度脱氧及脱硫的钢液，经过长时间反复



９２１　　

二

研

究

论

文

提升处理，有可能脱氮 40% ～ 50%，最终含氮量达到 40 ppm左右，见图

1［8］.

至于炉外精炼过程中，干燥无水的炉渣有可能吸收钢液中相当数量

的氢和氮则是一个新的概念. 炉渣吸收水分的能力，可用水容量 CH2O来表

示：

CH2O
=
（H2 O，ppm）

（P H2O
，atm）1 /2 （1）

图 1 DH脱气时钢中氮含量的变化 图 2 CaO-Al2 O3 -SiO2 渣系的水容量 CH2O

对于 CaO-Al2 O3 -SiO2 渣系的水容量数据，可用图 2 表示.由于真空下的

P H2O极小，所以渣中溶解的（H2 O）将被不断脱去.而与此同时，如果未彻底脱

氧，在真空下钢、渣激烈搅混时，有可能发生下列反应：

2 H + O （H2 O） （2）

从而发生氢从钢到渣，再由渣中以水汽形式逸出的脱气过程. 为此，当然

应尽量选用水容量低的渣系. 一方面是为了使氢从渣到气相的过程加

快，另一方面，是这类渣不会吸收大量水分，不至于造成氢从渣到钢的增

氢过程.

目前国外深冲用冷变形高强度钢板是先在转炉中脱碳到 0. 04% 左右，

然后，在 RH真空室中，利用钢液中的氧量使碳进一步降低，其脱碳动力学可

用下式来描述：
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Ct = C0 exp
q
·

V
·

AK
q
·

+ AK
·( )t （3）

图 3 用 RH法处理 13 分钟时气体

流速与碳含量关系

式中 AK 是脱碳反应的容积系数

（单位时间进行脱碳的钢水容积），

它是 RH 上升管中吹氩流量的

函数.

C0、Ct 分别起始时及 7 分钟时

钢液的含碳量；

q钢液环流速度；

V钢包容积.

这样，通过最佳吹氩速率及

高的环流速度，可使碳在 10 ～ 15

分钟内，降到 20 ppm 以下［9］. 见

图 3.

3． 2 搅拌均匀化及排除夹杂物

搅拌在炉外精炼中有特殊重要的意义 . 不仅是因为钢包特定的形

状（D /H = 1）造成的反应界面小及熔池不易均匀化（温度、成分），而

且还是促进钢液中夹杂物排除的主要手段 . 在不同的炉外精炼工艺

中，采用不同搅拌方式，它们有气体搅拌、感应搅拌及真空驱动中（钢

液环流）搅拌 .

关于搅拌能量和夹杂物聚合、排除之间的定量关系，已被模型及试验结

果所证实
［10，11］.对于大尺寸的液态夹杂物来说，它的上浮排除没有热力学困

难，惟一可能的障碍是液态夹杂与钢液间的表面现象，即高的氧、硫活度的钢

液会使得夹杂物与钢液间的相间张力减小.在这种情况下，搅拌就要特别当

心，过分强烈的不规则搅拌，只会导致夹杂物（或渣滴）与钢液的乳化，而不

利于夹杂上浮排除.从另一方面来讲，如果高浓度的强脱氧剂，直接与氧化性

炉渣接触（如转炉非挡渣出钢时，包中加锰铁、硅铁、铝及吹氩搅拌）再加上

搅拌，就特别容易生成小颗粒的液相夹杂，并且在钢流的驱使下，卷入钢液

深部.

对于固体夹杂物来说，它们与钢液的湿润性特别重要.一般来说，其浸润

角不仅应大于 90°，使之能形成串群状的大尺寸夹杂，而且为了最终在钢液

搅拌时，当这类夹杂运动到渣 /钢界面时能顺利地排出钢液进入渣相，浸润角
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应越大越好，见图 4.这里还应强调一下，钢液中高的氧活度，对刚玉或尖晶

图 4 湿润角对夹杂物稳定状态的影响

石系夹杂物，特别是这类夹杂物含

有锰时的排除不利.

以上这些微观现象的分析和观

点，再加上清洁钢生产的实践经验，

已使炉外精炼工作者明确，在充分

防止过氧化的条件下（氩气或真空

气氛及还原渣下），对深度脱氧、脱

硫的钢液进行适当强度的长时间搅

拌，将可获得很纯净的钢液.这在国

外，被称为“后搅拌”（Post-stirring）

或“清洗搅拌”（Washing-stirring），

各清洁钢生产厂家都根据本厂的实

际生产条件（钢种、脱氧方法、耐材

质量等）制订出相应的搅拌规范.

图 5 CaO-SiO2 -Al2 O3 系夹杂物在轧制温度

（1 000� ）下的可变形性. 区域 1—单
相非结晶态不变形夹杂. 区域 2'与区
域 1 相同，只是其中有非晶态可变形
析出相. 区域 2—结晶态 +一个非晶
态可变形相. 中间白色部分的夹杂组
成是在轧制时保持塑性的可变形夹

杂.中间的斜线表示当 1 600� 、αSi =

0. 3 时，要形成塑性夹杂所对应的氧
活度.

3． 3 夹杂物形态控制

不同夹杂物在轧制温度（1 000� ）

时的可变形性及形态如图 5 所示.

图 5中，由中间白色部分组成的

夹杂，是生产细线材或丝所必需的，

显然它不可能用 Al、Ca 等强脱氧剂

来获得，因为低 αO 部分（5 ～ 20 ppm）

相当狭窄，而中等 αO 区 20 ～ 90 ppm

也容易进入不变形夹杂区，最好能将

αO 控制在 100 ～ 110 ppm，这样当

αSi =0. 3 时，100% 的夹杂物是可变

形的.如要将 αO 控制在这样高而窄

的范围内，目前的惟一办法是还原渣

下吹 Ar搅拌或喷吹渣粉.

另外，对于铝或硅脱氧的钢来

说，无论喷吹碱性渣粉或钙处理均

可使氧化物夹杂变性，进行形态控
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图 6 在铝脱氧钢中使串链状三氧化二铝夹
杂变性所需钙量

制.但若要使硫化物变性，只能采用

钙处理法
［13，14］.

夹杂物变性的一个重要应用，是

采用钙处理法使铝镇静钢中固体串

链状三氧化二铝夹杂物转变为液态

钙铝酸盐夹杂物，以利于这类铝镇静

钢的连铸.钢中钙、铝、氧含量之间的

关系，如图 6 所示.

当然，钙处理时，进入钢中的钙

除了与氧作用外，还要和其他非金属

元素作用，根据IRSID最近的研究结

果，其热力学数据，如图 7 所示［15］.

其中

αCa·αO = 9 × 10 - 7 （4）

αCa·αS = 1. 7 × 10 - 5 （5）

图 7 当存在高 CaO及 CaS溶解度脱氧产

物时，钙与钢中元素的平衡（1 600� ）
图 8 在低合金高强度钢中，用钙及

稀土控制硫化物形态

不同硫含量时，采用钙或稀土处理，使硫化物夹杂变性，控制硫化物形态

的情况，如图 8 所示［16］.而硫化物夹杂的变性，是由于 CaS溶入 MnS中引起

夹杂物硬度增加，并且在轧制温度下不变形所致.有研究表明，如果只希望形
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成不变形的硫化物夹杂以提高低合金高强度钢的性能，则不必使 MnS完全

变成 CaS，只要有 5% 的 CaS进入 MnS固溶体中，使 Mn /S达到 0. 06 即可.

ACR =（32 /40）［% Caeff］/［% S］

=（32 /140）［REeff］/［% S］

这里［% Caeff］及［% REeff］指脱氧后剩下的钙及稀土.

3． 4 顶渣反应

相当一段时间中，冶金工作者认为炉外精炼就是真空、加热及搅拌的

组合，最多在某种产品需要前提下加一个喷粉，对于钢包中顶渣的作用

有所低估. 但近年来，人们重新重视了它不可忽视的、有时是决定性的

（如对极低硫、氧钢的生产）作用. 但迄今为止，通过顶渣 /钢液反应，人们

仅能控制硫、磷、氧三个元素，对于它对钢中氢、铝、硅的含量的影响，尚

处于不能控制阶段.

3. 4. 1 精炼渣 /钢间的热力学研究结果

根据文献
［17，18，19］
所发表的三元或四元渣系中，硫、硅及磷的平衡情况如

图 9 所示.

a）含 Al（αAl = 0. 03）钢与 CaO-Al2 O3 -SiO2 -5MgO 渣

间，在 1 625� 时的硫与硅的平衡.
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b）CaO-（SiO2 + P2 O5）-FeO-6MnO-4Na2 O渣在1 600�

下与钢液之间磷的平衡分配.

图 9 渣钢间硫、磷的分配系数及硅活度的平衡情况

从这些平衡图可以使我们看到，对应不同精炼目的的最佳顶渣成份.

例如，为了深度脱氧及脱硫，应该使炉渣碱度达到 3 ～ 5（R = CaO/SiO2），

Σ（FeO）< 0. 5%，而且使炉渣的曼内斯曼指数，M = R: Al2 O3 =（CaO/SiO2）

: Al2 O3 = 0. 25 ～ 0. 35.这种组成炉渣中的氧活度特别低，而三氧化二铝的活

度低于 0. 001，故与此渣相平衡的钢中氧活度将小于 4 × 10 - 5（0. 5 ppm）［17］.

对于低铝镇静钢的一种炉外精炼法，就是采用 CaO饱和的顶渣与低铝（Al≤
0. 005%）钢液激烈搅拌，从而使最终的氧活度≤5 ppm［18］.

综上所述，热力学分析结果，对应于不同的精炼目的，可将最佳顶渣成分

推荐，如表 1.

表 1 炉外精炼的最佳顶渣成分

精炼目的
最佳炉外精炼顶渣组成，%

CaO Al2 O3 SiO2 MgO FeO

脱 硫 50 ～ 55 20 ～ 25 10 ～ 15 ≤5 < 0. 5

脱 氧 50 ～ 55 10 ～ 15 10 ～ 15 ≤5 < 0. 5

脱 磷 45 ～ 55 （MnO）6 （SiO2 + P2 O5）6 ～ 10 Na2 O≤2，～ 4 30 ～ 40

3. 4. 2 顶渣 /钢液反应的动力学

目前对渣 /钢反应动力学的研究，已涉及脱硫、脱磷、钢液中铝的消耗及

钢中氧的控制等方面，在钢包的特殊条件下，在没有足够的搅拌强度时，钢液

中的传质是限制性环节（即化学控制或双电化学作用）
［19］.故其动力学公式

可用式（6）表示.

d［% X］
dt

= - K
A
V
［% X］-

（% X）
L( )

X

（6）
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式中，A———渣 /钢相界面，m2；

K———表观反应速度常数（在一定的气体搅拌条件下），即

K = 500 DX

Q( )A

1 /2

，ms - 1 （7）

DX———X组元在钢中的扩散系数，m2·s - 1；

Q———在 T和 p条件下，通过渣 /钢界面的真实气体流量，M3·s - 1；

LX———在 t时间内组元 X在一定温度下所能达到的平衡分配比；

V———钢液体积；

［% X］及（% X）———钢液及渣中 X组元的浓度，wt% .

如果在反应温度下，组元的气化损失极小，则其脱除比例为

R =
［% X］0 -［% X］f
［% X］

（8）

引入无量纲数，

λ = LXMSi （9）

λ仅取决于渣 /钢成分及渣量；MSi系指每吨钢的渣重，吨.再引入一个表征气

体搅拌条件的无量纲数 B：

B = K
A
V
·t （10）

则

R =
1 - exp［- B（1 + 1 /λ）］

1 + 1 /λ
（11）

图 10 顶渣反应的效率及影响因素

这也就是说 R 可简化为 λ 及 B 的函

数，它们可用图 10 表示.由图 10 可知

影响脱除率的是，炉渣的性质及数量

（B≥4 时，或图右部分），或者搅拌能

量（当 λ≥14 时）.

3． 5 钙处理

采用钙处理使钢液脱氧、脱硫及

夹杂物形态控制已是一种普遍应用的

工艺，因此不作赘述. 但值得指出的

是，采用钙处理法来脱除钢液中磷、

砷、锑、氮等有害元素，是一个令人感
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兴趣的新动向. 向硅钢中加入钙使之脱磷、脱砷等结果见图 11，而在减压

（25 bar）及 CaF2 顶渣下，向 18—8 不锈钢液加入 3% 的钙，可使磷脱除70%，

达到 0. 01% 左右；脱砷 95%，达到 10 ppm左右；脱锑 90%，达到20 ppm左右；

脱锡 90%，达到 150 ppm左右，见图 12.尽管有这些好的试验结果，但成本较

高及操作上除渣的困难，仍是广泛应用的一大障碍.

图 11 钙处理对硅钢中残余元素的影响 图 12 18—8 不锈钢的钙处理对

残余元素的影响

4 结论

（1）炉外精炼正随着转炉生产特殊钢比重的增加，以及连铸比的不断提

高而日益普及.与此同时，用户也对炉外精炼钢的质量提出越来越高的要求.

目前，对于钢中氧、硫、磷、氢、氮的总含量，已要求低于 110 ppm，预计到 2000

年，这种要求将提高到≤30 ppm.

（2）炉外精炼工艺包含真空脱气及脱碳、搅拌均匀化及夹杂物排除、顶

渣脱硫及脱氧、夹杂物形态控制及钙处理等单元操作.真空下的脱氢及脱碳

已可定量控制，搅拌均匀化及顶渣脱硫及脱氧可以半定量控制，夹杂物形态

控制及夹杂排除的动力学，尚属于定性研究阶段.

（3）今后炉外精炼工艺研究的重点，在于搅拌方式对不同类型夹杂物去

除速率的定量关系，超纯净钢（氧活度≤1 ppm，硫含量≤5 ppm）精炼过程炉

渣与炉衬的行为及其成分优化，以及不同钢种及不同应用条件下的夹杂物形

态控制.
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连铸钢水的准备
?

1 导言

近年来，客户要求高性能低价格的钢材
［1］. 即要求：均匀的硬度，无

宏观的条状裂纹，无表面缺陷，好的冷变形性能（取消加工过程中的热处

理），易切削性，更严格的尺寸公差，越来越大的盘卷单重和线材直径，高

的疲劳强度，无有害夹杂，高速压延性能，高的可扭转性能，不需热处理，

好的延展性.

为实现以上要求，从 70 年代后期至 80 年代初，在世界范围内越来越多

地采用了钢包精炼工艺，这种工艺介于熔炼炉和连铸机之间，被称为“钢水的

图 1 新型钢包炉的布置

1. 1 号加热站（活动炉顶式，带感应搅拌器，喷粉装

置）；2. 变压器；3. 2 号加热站（活动炉顶式，带感应搅

拌器，喷粉装置）；4. 变压器；5. 控制室；6. 加合金装

置；7. 除渣站；8. 过程控制计算机（二级）；9. 过程控

制计算机（一级）

准备”，图 1 为典型“钢水准

备”装置. 为连铸机作“钢水准

备”有如下特点：加合成顶渣

或喷粉来脱硫，以改善钢的质

量和可浇注性；用浓差定氧来

控制脱氧，精确的合金化，并调

整浇注温度；吹氩或电磁搅拌，

以使成分和温度均匀；对要求

氢含量低的钢进行真空脱气；

为高质量的钢提高清洁度.

 原发表于《上海金属》，9（6），91 ～ 100（1987）
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2 脱硫

在钢铁联合企业中，我们可以对还原性的铁水进行预处理来脱硫，采用

适当的工艺可把硫降至 0. 003% 以下.

然而，在炼钢过程中，硫很难达那么低，转炉炼成的钢水中的硫含量通

常达 0. 01% 或更高，同样，电炉炼钢厂出钢时钢水中硫通常最低为 0. 01%，

经常波动于 0. 015% ～ 0. 025% 之间.为此，必须考虑进行再脱硫，并把它作

为一种必不可少的处理过程.

为了有效地脱硫，有两种处理方法：

（1）钢水在良好搅拌的条件下与合成顶渣反应，通常用吹氩搅拌和

CaO-Al2 O3 -CaF2 顶渣.

（2）喷吹钙复合物或石灰基粉剂，或者两者顺序喷吹.

顶渣的碱度应在 3 ～5左右，渣指数M =（CaO/SiO2）: Al2O3 应为 0. 25 ～
0. 35间，见图 2［2］.

图 2 1 600� 下，Al2O3-CaO-SiO2 体系中的硫

化物容量 C
1

s
（C

1

s 的单位为 10- 3 wt%）
图 3 用 Ca-Si粉脱硫时，脱硫量与
氧活度的关系

在钢包喷粉时，如果用 Ca-Si 粉作为脱硫剂，发现有图 3［3］
那样的氧活

度、Ca-Si加入量和脱硫率之间的关系.碱性炉衬和惰性载气造成的强搅拌有

利于很快地脱硫，大生产中可使硫含量降至 30 ppm，图 4［4］
给出了 240 炉钢

包喷粉的结果，采用的粉剂是石灰加萤石，喷粉量 5 kg/ t 钢，氩作载气，每分

钟 1 Nm3
的流量吹 21 分钟，然后再吹吨钢 1. 5 kg的 Ca-Si进一步提高质量.
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图 4 钢包精炼用的典型喷吹脱硫程序 图 5 SL-ULS工艺的脱硫结果

英钢联的莱肯比钢厂采用SL-ULS工艺来处理管线钢，使硫含量低于

图 6 SL-ULS工艺用于管线钢生产
的结果

20 ppm，该厂的生产结果见图 5 和图 6［5］.

平均 Ca-Si 用量约为吨钢3 kg，80% 以上

的钢中硫含量低于 20 ppm.

还可 以 用 钢 包 炉（VAD，LF 或

ASEA-SKF）来进行脱硫，用 Ca /Al2 O3 混

合渣系来生产低硫钢（< 0. 005% S），大

部分硫都在出钢时由于渣钢高度混合而

被脱除.通常，在80 t钢包中随着铁合金和

脱氧剂一起加入0. 5 t 快熔渣（60% CaO，

20% CaF2，20% Al2 O3），脱硫率可达 50%

（0. 030 /0. 040 降至 0. 015 /0. 020% S）. 此

后，加入0. 3 t 石灰使渣稠化，以减轻对炉

衬的侵蚀. VAD不用来进行深度脱硫，当

要求最高硫含量为 0. 005% 时，在炉内用传统的白渣工艺进行冶炼，使出钢

时［S］< 0. 025% ，然后可以采用两种不同工艺：单包操作，加 0. 5 t合成渣，

并进行浅喷，然后再进行 VAD处理；另一种是倒包操作，每个钢包中加 0. 5 t

合成渣.

虽然在低硫条件下脱硫会进行得很慢，但 VAD中可以进行附带的不很
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强的脱硫，直至渣被硫饱和（ ～ 1. 5% S），然而，由于 VAD具有加热能力，如

果需要进一步脱硫的话，可以无限制地吹氩搅拌.

3 钢包精炼时用的取样和定氧测温系统

在以钢包精炼为代表的精确冶炼的领域中，如何精确地、重现性好地测

图 7 测温取样用的斯堪的纳维亚
喷枪—ADS系统

温和分析成分是至关重要的，为

此，测量探头的深度和插入时间

必须不变，图 7［5］
所示的斯堪的

纳维亚喷枪—ADS自动定深测

量系统正是为在钢包中取样和

测温而发展的.

对于用于方坯连铸的 SiMn

或 Si-Mn-Al镇静钢，钢中氧的平

衡见图 8，该图中有三个不同区

域，分别表示不同的氧化物与氧

平衡的情况.如果镇静钢由敞开

式水口的方坯或板坯连铸机浇

铸，则铝含量要受到限制，钢中铝含量与水口直径有如下关系式：

图 8 Si-Mn或 Si-Mn-Al镇静钢中的氧活度和氧化物夹杂
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log Al = - 1. 25 + 1. 74 × log D （1）

其中，D—水口直径（mm），Al—为避免水口堵塞而确定的临界溶解铝含量（%）.

应该指出，这种脱氧方式（Si-Mn加少量的 Al）不能使钢中的氧降到令人满

意的水平，无法避免因凝固过程中碳氧反应而使钢材表面出现气孔等表面缺陷.

图 9 不同脱氧条件的关系

（a）N2，H2 含量与压力的关系；

（b）不同 CO分压下，钢中碳氧间的关系

接下来，在钢包处理站

要测定氧活度，测得的结果

与图 9 所示的脱氧条件进行

比较，根据比较结果可以在

钢包中进行补充脱氧. 图 9

中（b）表示为了防止产生表

面缺陷，创造良好的脱氧条

件，钢中的氧和碳应有的关

系，由于氮和氢可以减少凝

固前沿 CO 的分压，因此它

们的存在对凝固前沿的碳氧

反应有明显影响（即 P CO = 1

-（P N2
+ P H2
））. 这种压力变

化的关系如图 9（a）所示，虽

然在钢包处理时可以补充脱

氧，但由于要保持低的铝含

量很困难，因此钢包中氧含

量一般总比较高，此时应根

据下式补加铝：

Al =
0. 11 ×［α［C］，m - α［C］，c］·Cap

ηA1

（2）

其中，Al—加铝量（kg，由铝丝喂入机加入），α［C］，m—探头测得的氧活度

（ppm），α［C］，c—按图 9 算得的氧活度（ppm），Cap—钢包容量（t），ηA1—铝的

回收率（%）.

对于由板坯连铸机浇铸的 Si-Al或Al镇静钢，平衡含量主要要控制Al.但为

得到细的晶粒，溶解铝含量要达到 0. 025% ～ 0. 060%，在这样高的铝含量下，按

图 8算得的氧含量可低至3 ～ 5 ppm，此时存在的不是控制脱氧的问题，而是如何



９３５　　

二

研

究

论

文

根据氧活度测量结果来控制钢的清洁度，甚至是控制铝的含量的问题.

上述钢种由小方坯连铸机浇铸时也一样，脱氧过程中的主要问题是如何

控制铝含量，这个临界值是很低的（约为0. 005% ～ 0. 006% 溶解铝）.对于敞开

式水口的小方坯连铸机来说，采用传统的化学或光谱分析方法很难及时地对此

加以控制，但由图 8可以看到，当主要要控制铝的平衡含量时，用氧活度测定法

来控制低的溶解铝含量是很灵敏的，例如当溶解铝含量由 0. 001% 变到

0. 006% 时，相应的氧活度变化值达60 ppm（1550� 下，由80 ppm变至20 ppm），

即每增加0. 001% 的溶解铝，就减少12 ppm；对于板坯连铸机用的Al镇静钢水，

也存在着由实际结果整理出的溶解铝与氧活度间的关系（见图 10）.图 10中的

氧活度以平均温度 1 550� 下测得的电动势值给出，实际使用中采用电动势值

时灵敏度更高（溶解铝0. 20% ～ 0. 060%，电动势 - 100 ～ - 170，而1 580� 下相

应的活度变化仅为7 ～ 3 ppm），这一关系的变异系数为10% 左右，即在平均溶

解铝为 0. 05% 时，标准离差为 0. 005% .如果考虑到采用此方法测定溶解铝的

速度（15秒），那么这一精度对于大多数场合来说已足够.因此，为了在钢水送

去连铸前在钢包处理站快速可靠地控制铝含量，采用定氧探头测定是惟一快速

精确的方法，这种关系确定以后，就可以应用钢包冶金设备作出图 11的模型，

这个图表示了溶解铝与氧测定值（以 mV表示）间的关系，如果铝含量太低，或

需要增加吹氩搅拌时间（在均匀化所需时间以外再加1至2分钟），则就要补加

铝.如果意外地出现铝含量过高的情况，那么铝含量的减少就直接与搅拌强度

和包衬材料有关（见图 10以黏土和白云石为包衬的例子）.
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图 10 溶解铝和氧活度间的关系

搅拌站中钢中溶解铝含量；

搅拌站中钢中总铝含量；

用黏土钢包连铸时溶解铝含量；

用白云石包衬连铸时溶解铝含量；

α［O］在搅拌站测定
图 11 氧活度与工艺条件间的关系

如果钢包处理站有微机控制，则温度、氧和溶解铝都可以由计算机算出，

图 12 是一个典型的计算机模式.
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图 12 钢包处理的计算机控制模型
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4 化学成分控制

如能在真空下吹氩或喷粉时进行成分的微调，就能生产出某些对硬度要

求控制很严的钢种，如工程用钢、汽车用钢或轴承钢
［6］.

4． 1 碳

碳是一个需予以仔细控制的元素，在这一方面，VAD或 LF 比以前的

钢包成分微调方法优越之处见图 13. 开始时，控制碳含量的问题主要来

自最后分析调整后的碳含量的增加. 在钢包处理站对碳含量进行调整，

使其有充分的时间（约 15 分钟）使钢包中的碳充分溶解.

图 13 碳含量与目标值的偏差 图 14 锰含量与目标值的偏差

4． 2 锰

由于采用了合成渣，并在真空或氩气氛下补加，正常情况下，钢中锰含量

无明显下降，VAD中与其他钢包精炼设备中进行成分微调所得到的实际结

果与目标值的偏差见图 14.在每种设备中都在 20 分钟内取样检验，结果表明

在此期间锰含量无明显减少，这是用了合成渣的缘故.图 16 给出了锰的收得

率.
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图 15 锰收得率与 VAD处理时间的关系 图 16 VAD处理的锰收得率

图 17 铬含量与目标值的偏差

4． 3 铬

钢包中进行成分微调时，重的合金元

素问题不大，VAD 中进行铬成分微调比

LF中稍好些（图 17）.

4． 4 低比重元素合金化

固体添加剂加入钢水后，最好能沉入

钢液，低比重元素的合金化确实有些麻

烦.此时，常常要采用喷吹或喂丝法，为了

使加入的材料与钢水充分反应，很重要的

是要使添加剂在良好搅拌的情况下在钢

水中很快溶解与均匀化.表 1 给出了采用

喷枪深喷时合金粉剂的收得率.

表 1 钢包深吹时合金粉粒的收得率

元 素 C B Al Ti Nb V Si

收得率（%） 97 75 90 85 100 100 95

5 温度控制

对于连铸的细晶粒钢而言，为能有效地控制温度，钢包炉（VAD，LF

等）的再加热能力是很重要的. 温度偏差控制在 - 5° ～ + 10� 就能消除

以前采用真空脱气时常出现的浇冷钢现象（钢水温度低于目标值 5� 以
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图 18 浇注温度与目标值的偏差

上），见图 18.

当 VAD的钢包的透气砖装在边

壁上时，要保证氩流量大于5 m3 /h，并

至少吹 5 分钟，这样才能避免冷钢积

在钢包底部造成的分层现象.

6 连铸用的铝镇静钢

对于采用连铸工艺生产高质量钢

的工厂，钢包精炼装置是保证钢水适

应连铸要求的关键设备.此外，在浇铸

细晶粒钢时，为了保证水口不被堵塞，

控制钢水中氧和铝的含量是关键. 一

些工厂发展了真空处理后向钢包中加

钙的工艺，以保证铝镇静钢符合要求，

并能顺利浇注.

对于钙添加剂有一个“安全窗”———临界范围（见图 19），低于这一范围，

钢水中不能形成适合于连铸的低熔点铝酸钙化合物，高于这一范围，则会形

成钙硫化物.影响这一范围大小的主要因素为铝、硫、碳的含量和温度.

图 19 喷钙处理时夹杂中的成分

A：1 600� 下；初始硫含量 0. 02%；

铝含量 0. 02%；低碳钢

图 20 给出了低碳和中碳钢中这一范围中铝和硫的理论关系.对于一定

的铝含量，有一个硫含量的临界值，当硫含量高于这一值时，在形成有利于浇
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铸的夹杂相（12CaO-7Al2 O3）以前，就会形成硫化钙.图 21 给出了温度影响的

理论计算结果，其影响是很大的，当温度降低时，氧活度下降，促进硫化钙的

形成.同时还应注意到，当碳含量增加时，使液相线温度降低，从而使浇注的

最佳温度降低.在正常生产中，成功地进行钙处理要求能够很好地控制精炼

装置中钢水的成分以及钙的加入.

图 20 1 600� 下，硫、铝含量对钙硫化
物形成的影响

图 21 ［C］= 0. 45% 的钢中，温度对钙硫
化物形成的影响

图 22 锰钢（36 /35 /14 /F）用硅钙处理
后的浇注性能

图 22 给出了生产 C-Mn 钢管钢时

得到的结果，用流动因子来表示钢水通

过水口的情况，流动因子的计算式

如下：

流动

因子
=
（实际注速）

（按水口直径和中间包中

熔池深度计算理论注速）

流动因子小于 75% 表明浇注情况不佳，

图中可以看出硫含量对浇注情况有很

大影响. 对于该种钢，硫含量应控制在

0. 015% 以下.
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7 结论

采用钢包精炼装置可以满足连铸生产所提出的高生产率、高质量的要

求，即更严格地控制成分；满足连铸工艺对温度控制的高要求；与好的模铸

技术配合，能提高钢的清洁度；与钙处理设备配合，能够顺利地连铸铝镇

静钢.
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喷吹过程中的钢水吸氮规律
?

摘要 对鞍钢第二炼钢厂平炉冶炼和上钢三厂电炉冶炼的 16Mn 钢在

喷粉处理过程中的吸氮行为进行了统计分析.首先对喷吹过程作了现场取

样分析，在此基础上对喷吹过程中钢液吸氮的规律进行了理论分析.结果证

明，钢中表面活性元素氧和硫的含量对吸氮过程有很大影响，钢水温度也有

明显影响，钢中氮含量的增加主要是由于气相中的氮通过钢液裸露面为钢

液吸收.

1 前言

随着喷射冶金技术在我国的推广，许多钢厂的实践都证明，若无防护措

施，喷粉可导致吸氮.这一吸氮量与所熔制的钢种无关，最高将近 20 ppm.因

此我们对鞍钢二炼钢（100 × 103 kg级钢包）和上钢三厂（20 × 103 kg级钢包）

的喷吹过程钢液吸氮作了研究和分析.

2 大生产数据的统计分析

这一统计分析所处理的是鞍钢二炼自 1982 年 10 月至 1984 年 3 月的 49

炉以及上钢三厂自 1982 年 6 月至 1983 年 7 月的 75 炉 16Mn钢喷吹 SiCa的

原始数据.喷吹的工艺条件见表 1.

 本文合作者：顾洪涛、蒋国昌、胡立祥、王开亚.原发表于《上海金属》，7（6），15 ～ 18
（1985）
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表 1 16Ｍｎ钢喷粉处理工艺条件

鞍 钢 二 炼 钢 上 钢 三 厂

最小值 最大值 加权平均值 统计样本 最小值 最大值 加权平均值 统计样本

吨钢喷粉量（kg） 0. 31 3. 4 1. 99 41 0. 80 2. 86 1. 64 74

喷吹流量（Nm3·h - 1） 27 50 35. 16 40 19. 752 29. 702 24. 548 69

喷粉时间（s） 60 600 343 41 60 275 178. 1 74

喷前温度（� ） 1 560 1 600 1 577 35 1 561 1 690 1 620. 81 27

喷吹温降（� ） 15 45 26. 613 31 14 78 48. 83 23

按照这些工艺处理的结果，发现喷粉过程中钢水吸氮量平均达到17 ～
19 ppm.为了研究这一吸氮现象的规律性，用逐步回归法对上述数据作了分

析，得到如表 2 和表 3 的结果.

表 2 鞍钢二炼钢 16Ｍｎ钢喷粉处理增氮量逐步回归分析结果

输入原始变量：［N］O，［S］O，［O］O，QC，TI，QI，TC，TO，［N］e -［N］O，［S］O -［S］e

回归方程：［N］e -［N］O = - 1. 562 9［N］O + 0. 000 207 474QC + 0. 000 132 499TO -

0. 000 298 713 × TI - 0. 001 228 005TC - 0. 200 493

回归平方和：U = 3. 256 × 10 - 5

剩余平方和：Q = 1. 286 × 10 - 5

标准差：S. D = 9. 947 × 10 - 4

相关系数：R = 0. 716 814

F检验的上置信限：α = 0. 1

符号说明：T —钢液温度；QC—清洗（空吹）气量；QI—吨粉气量；TC—清洗时间；TI—喷粉时间；PG—

吨钢喷粉量；K—平衡常数.下标：O—喷粉前；e—喷粉后.

表 3 上钢三厂 16Ｍｎ钢喷粉处理增氮量逐步回归分析结果

输入原始变量：［N］O，［N］e - ［N］O，［S］O，［S］O - ［S］e，QC，［O］o，［O］O - ［O］e，

［AlS］O -［AlS］e，KO - K1，［Al］，TO - Te，PG，TL，QI，TC

回归方程：［N］e -［N］O = - 0. 840 605［N］O + 7. 066 73 × 10 - 5 TO - 0. 106 111

回归平方和：U = 8. 854 68 × 10 - 6
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（续 表）

剩余平方和：Q = 1. 020 33 × 10 - 6

标准差：S. D = 4. 517 37 × 10 - 4

相关系数：R = 0. 896 676

F检验的上置信限：α = 0. 1

符号说明：同表 2.

3 喷粉生产实践中的取样分析结果

为了进一步揭示喷吹过程中钢水吸氮的行为，在两个厂的喷粉过程中取

样以研究氮含量的整个变化历程. 图 1 和图 2 所示的是数据比较完全的炉

号.另外，还取了包盖下方自由空间里的气样作为研究的参考.图 3 是在上钢

三厂所得的结果.

图 1 喷吹过程钢水（N）变化曲线
（鞍钢二炼钢）

图 2 喷吹过程钢水（N）变化曲线
（上钢三厂）

4 两厂喷吹实践中钢水吸氮的几点规律

由上述回归分析和过程钢样与气样的分析结果可见：

（1）增氮量与原始含氮量有负相关关系；

（2）增氮量与喷前温度（从而也与喷吹过程中的温度）有正相关关系；
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图 3 喷吹过程中包内 PN2 变化

（3）注意到两个厂喷粉时间相差

较大（分别为平均 5 分多钟和平均不到

3分钟），而增氮量相差很小（分别平均

为约 19 ppm和 16. 8 ppm），可以看到两

个厂的吸氮速率相差极大———上钢三

厂喷粉过程的平均吸氮速率约为鞍钢

的 2 倍；

（4）鞍钢的过程氮含量曲线表现

出在空吹时有下降趋势，而上钢三厂的相应曲线无此现象.

5 两厂的吸氮速率不等的原因分析

5． 1 表面活性剂的影响

众所周知，钢液中氧和硫是表面活性元素，它们会向钢液表面富集，占据

表面的空位，从而阻碍吸氮.

表面活性元素 i在表面和熔体内部的分配服从兰格缪尔等温式［1］，从而

平衡常数是

Ki = Qi /a i·（1 - Qi） （1）

而由热力学关系式可得

ln Ki =
ΔHi

RT
+ Ci （2）

当钢液中有一种以上表面活性元素存在时，总表面覆盖率为
［1］

QT = ∑
i

Kia i /（1 + ∑
i

Kia i） （3）

表面活性元素对吸氮速度常数的影响可用分数 KF

N
来表示，有经验式

［2］

KF

N
= 1. 19 1 - Q槡 T - 0. 19 （4）

已知对于硫 ΔHS = - 35 000 cal，1 873 K下 KS = 140［1］；对于氧，ΔHO =

- 40 000 cal，1 873 K下KO = 220［1］，代入（2）解得 CS = - 4. 46和 CO = - 5.

65.
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设活度等于浓度，以两个厂的喷前喷后温度、成分的平均值代入（2）～
（4），计算得表 4.由表中可见，表面活性元素对速度常数的影响很大———可

使速度常数降低到无表面活性元素时的一半左右乃至更小.而鞍钢的 KF

N
小

于上钢三厂的对应值.

表 4 喷前喷后的 ＫＦ
Ｎ 值

TO（K） ［O］O ［S］O （K
F

N
）O Te（K） ［O］e ［S］e （K

F

N
）e

鞍 钢 1 850. 2 0. 006 16 0. 020 2 0. 325 2 1 824. 2 0. 002 36 0. 013 2 0. 412 7

上 三 1 894 0. 006 98 0. 009 375 0. 475 2 1 845. 9 0. 002 58 0. 004 895 0. 597 5

5． 2 温度通过表面活性剂的作用而发生影响

温度可通过改变平衡常数 Ki 值来影响速度分数 KF

N
，从而改变吸氮速

度.由式（2）～（4）可推得：

KF

N

T
=

dKF

N

dQT
∑

i

QT

Ki

Ki

( )T
=

- 0. 595∑
i

QiKiΔHi

RT2（1 + ∑
i

KiQi）
2 1 - Q槡 T

（5）

分别将两个厂的参数代入（2）、（3）和（5），可得表 5 结果.注意到 KF

N
是

10 - 1
数量级的，而两个厂喷吹过程中温度差为 20 ～ 60 K，从而可见温度差能

使 KF

N
有约 10% 的变化.这是可观的.这也是吸氮量与温度成正相关的原因.

表 5 ＫＦ
Ｎ ／ Ｔ计算值

T（K） ［O］ ［S］ KF

N
/T

鞍 钢 1 836. 9 0. 005 44 0. 016 7 0. 001 164

上 三 1 869. 6 0. 006 06 0. 007 135 0. 001 236

5． 3 喷吹过程中钢水因裸露而吸氮

由表 1 我们还可看到，上钢三厂钢包容量为鞍钢的五分之一，而喷吹

流量则为一半以上，能量密度高于鞍钢，并且喷枪插得也较浅. 由水模拟

实验知道，这些因素都使上钢三厂钢包裸露的相对比表面积较大，表面

更新率较大，所以其吸氮速率高于鞍钢. 一般认为喷溅越大吸氮越多，实
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际上要使喷溅产生，必然要有大的搅拌能量，正是激烈的熔体运动，使裸

露的相对比表面积增大，表面传质加快，而喷溅本身并不是吸氮的主要

原因.

5． 4 喷吹时的钢水喷溅主要引起二次氧化

现场观察中，发现喷吹过程中喷溅是严重的（鞍钢更严重），溅起的钢水

滴通过“自由空间”后又回到熔池中.这些钢水滴究竟能带回多少氮？

Greenberg和 Mclean［3］
发现悬浮熔化的钢水滴下落通过大气时，钢水不

吸氮，而下落通过氮分压为 0. 54 atm的 N2 -Ar混合气，钢水吸氮约为10 ppm.

Pehlke和 Elliott［4］
指出，随着铁中氧浓度的提高，氮的吸收过程在能量上变

得越来越困难（0. 01%［O］时，E = 25 kcal·mol - 1；0. 07%［O］时，E = 63

kcal·mol - 1）. 有的实验者还在类似的实验中发现铁滴表面有高浓度的氧边

界层生成.在这些条件下，吸氮过程就很难进行了，而两个厂在包盖下面自由

空间里的气氛据测定全都近于大气，所以喷溅主要是引起二次氧化.

6 喷粉实践中钢水吸氮的速度控制环节

钢水吸氮的整个过程可分解为下列步骤：

（1）气相中的氮传递到气 液临界面（裸露面）；

（2）氮在界面上被钢水吸附，并离解为原子；

（3）被吸附的氮原子溶解于钢水边界层中；

（4）钢水内部氮的传输.

如果整个吸氮反应呈现为一级反应，则积分形式的速度方程是

ln
［N］P +［N］

［N］P -［N］
= Aτ + B （6）

这里：［N］P—平衡氮量；τ—反应时间；B = ln
［N］p +［N］o
［N］P -［N］

；［N］o—喷吹前

的氮量.

如果整个吸氮过程呈现为一级反应，则应有

ln
［N］P -［N］O
［N］P -［N］

= Aτ （7）

将鞍钢二炼和上钢三厂的几炉数据代入这两个方程进行计算，发现算得
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的 A值均不守恒，变化甚大.可见，这两个厂的喷粉实践中，钢水的吸氮既不

是一级反应，也不是二级反应，其速度为混合控制.

7 结束语

（1）弄清了鞍钢二炼钢及上钢三厂现行喷粉实践条件下，钢水吸氮的几

点规律.

（2）论证了上钢三厂的吸氮速率大于鞍钢二炼吸氮速率的原因.

（3）指出实际喷粉过程中钢水主要是通过裸露面吸氮，而且吸氮速率为

混合控制，不能简单地用一级反应或二级反应来描述.
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ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ａｒｅ ｇｉｖｅｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 3．
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Ｆｉｇ． 2 Ｈｉｓｔｏｒｉｃａｌ ｄｅｖｅｌｏｐｍｅｎｔ ｏｆ ｖａｒｉｏｕｓ ｌａｄｌｅ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｍｅｔｈｏｄｓ
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● ｈｉｇｈ ｐｏｔｅｎｔｉａｌｓ ｌｉｍｉｔｅｄ ｐｏｔｅｎｔｉａｌｓ ○ ｒｅｑｕｉｎｎｇ ａｄｄｉｔｉｏｎａｌ ｍｏｄｕｌｅｓ

Ｆｉｇ． 3 Ａｓｓｅｓｓｍｅｎｔ ｏｆ ｓｏｍｅ ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ

Ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｙ ｏｆｆｅｒｓ ｓｉｇｎｉｆｉｃａｎｔ ｂｅｎｅｆｉｔｓ ｔｏ ｂｏｔｈ ｔｈｅ ｌａｒｇｅ ｓｔｅｅｌ ｐｒｏ
ｄｕｃｅｒｓ，ｉｎ ｔｈｅ ｆｏｒｍ ｏｆ ｉｎｃｒｅａｓｅｄ ｐｒｏｄｕｃｔｉｖｉｔｙ，ｉｍｐｒｏｖｅｄ ｙｉｅｌｄ ａｎｄ ｅｎｅｒｇｙ ｓａｖ
ｉｎｇｓ，ａｎｄ ｔｏ ｔｈｅ ｓｍａｌｌｅｒ ｓｐｅｃｉａｌｔｙ ｓｔｅｅｌ ｗｏｒｋｓ ｉｎ ｔｈｅ ｆｏｒｍ ｏｆ ｉｍｐｒｏｖｅｄ ｑｕａｌｉｔｙ．
Ｆｏｒ“ｍｉｎｉｍｉｌｌｓ”，ｗｈｉｃｈ ａｒｅ ｓｐｅｃｉａｌｉｚｅｄ ｓｔｅｅｌｗｏｒｋｓ ｗｉｔｈ ａ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ａ ｆｅｗ
ｈｕｎｄｒｅｄ ｔｈｏｕｓａｎｄ ｔｏｎｓ ／ ｙｅａｒ，ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌ ｍａｋｉｎｇ ｉｓ ａｎ ｅｘｃｅｌｌｅｎｔ ｏｐｔｉｏｎ ｆｒｏｍ
ｐｒｏｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ａｎｄ ｑｕａｌｉｔｙ ｐｏｉｎｔｓ ｏｆ ｖｉｅｗ． Ａ ｔｙｐｉｃａｌ ｌａｙｏｕｔ ｏｆ ａ ｍｉｎｉｍｉｌｌ ｉｓ
ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 4．

Ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ ｗｉｌｌ ｄｅｓｃｒｉｂｅ ｔｈｅ ｓｔａｔｅｏｆｔｈｅ ａｒｔ ｉｎ ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ，ｅｍ
ｐｈａｓｉｚｉｎｇ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ ｃｏｎｓｉｄｅｒａｔｉｏｎｓ，ａｎｄ ｇｉｖｅ ｅｘａｍｐｌｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｓｙｓ



９５４　　

徐

匡
迪

●文
选—

—
—

钢
铁
冶
金
卷
︵
Ｂ
︶

Ｆｉｇ． 4 Ｔｙｐｉｃａｌ ｌａｙｏｕｔ ｏｆ ａ ｍｏｄｅｒｎ ｍｉｎｉｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ｓｈｏｐ

ｔｅｍｓ ａｎｄ ｔｈｅｉｒ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ．

ＦＵＮＤＡＭＥＮＴＡＬＳ ＯＦ ＳＥＣＯＮＤＡＲＹ ＳＴＥＥＬＭＡＫＩＮＧ

ＧＥＮＥＲＡＬ ＡＳＰＥＣＴＳ

Ｔｈｅ ｍａｉｎ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ ｏｂｊｅｃｔｉｖｅ ｏｆ ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ｉｓ ｔｈｅ ｒｅｍｏｖａｌ
ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ｏｆ ｃｏｎｔａｍｉｎａｎｔｓ ｗｈｉｃｈ ａｒｅ ｉｎｈｅｒｉｔｅｄ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｒａｗ ｍａｔｅｒｉａｌ ｏｒ
ｐｉｃｋｅｄ ｕｐ ｄｕｒｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓｉｎｇ，ｅ． ｇ．，Ｃ，Ｓ，Ｐ，Ｏ，Ｎ，Ｈ． Ｔｈｅ ｏｐｅｒａｔｉｏｎｓ ｗｈｉｃｈ
ａｒｅ ｏｆ ｍａｊｏｒ ｉｍｐｏｒｔａｎｃｅ ｆｏｒ ｓｕｃｃｅｓｓｆｕｌ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ ａｒｅ ｉｄｅｎｔｉｆｉｅｄ ｂｅ
ｌｏｗ：
Ｓｔｉｒｒｉｎｇ
Ｖａｃｕｕｍ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ
Ｇａｓ ｂｌｏｗｉｎｇ
Ａｄｄｉｔｉｏｎ ｏｆ ｓｏｌｉｄ ｒｅａｃｔａｎｔｓ
Ｓｌａｇ ｒｅｆｉｎｉｎｇ
Ｈｅａｔｉｎｇ

Ｔｈｅ ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｃｏｍｂｉｎｅ ｔｈｅｓｅ ｏｐｅｒａｔｉｏｎｓ ｉｎ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ
ｗａｙｓ，ａｓ ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｄ ｉｎ Ｆｉｇ． 5．
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Ｆｉｇ． 5 Ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｒｅｌａｔｅｄ ｔｏ ｔｈｅ ｆｉｖｅ ｐｒｉｎｃｉｐａｌ ｏｐｅｒａｔｉｏｎｓ

ＳＴＩＲＲＩＮＧ

Ｓｔｉｒｒｉｎｇ，ｍｉｘｉｎｇ ａｎｄ ｃｏｎｖｅｃｔｉｏｎ ａｒｅ ｔｈｅ ｔｒｕｅ ｉｍｐｅｌｌｅｒｓ ｆｏｒ ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｒａｔｅ
ｉｎ ｍｏｓｔ ｐｒｏｃｅｓｓｉｎｇ ｖｅｓｓｅｌｓ，ａｎｄ ａｒｅ ｏｆ ｄｅｃｉｓｉｖｅ ｉｍｐｏｒｔａｎｃｅ ｆｏｒ ｔｈｅ ｅｆｆｉｃｉｅｎｃｙ ｏｆ
ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ． Ｉｎ ｔｈｅ ｖａｒｉｏｕｓ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｗａｙｓ ｏｆ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ａｒｅ
ｐｒａｃｔｉｓｅｄ：

Ｇａｓ ｓｔｉｒｒｉｎｇ Ｉｎｄｕｃｔｉｖｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ Ｖａｃｕｕｍｄｒｉｖｅｎ ｃｉｒｃｕｌａｔｉｏｎ
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Ｇａｓ Ｓｔｉｒｒｉｎｇ

Ａ ｇａｓ ｆｌｏｗ ｆｏｒ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｔｈｅ ｍｅｌｔ ｍａｙ ｂｅ ｉｎｔｒｏｄｕｃｅｄ ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｖｅｓｓｅｌ ｉｎ ｖａｒｉｏｕｓ
ｗａｙｓ：ｔｈｒｏｕｇｈ ｐｏｒｏｕｓ ｐｌｕｇｓ，ｔｕｙｅｒｅｓ，ｏｒ ｌａｎｃｅｓ． Ｔｈｅ ｓｐｅｃｉｆｉｃ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｐｏｗｅｒ ｏｆ
ａｒｇｏｎ ｂｌｏｗｉｎｇ ｉｎｔｏ ａ ｓｔｅｅｌ ｌａｄｌｅ ｉｓ ｒｅｌａｔｅｄ ｐｒｉｍａｒｉｌｙ ｔｏ ｔｈｅ ｇａｓ ｆｌｏｗ ａｎｄ ｏｔｈｅｒ ｐａ
ｒａｍｅｔｅｒｓ ｓｕｃｈ ａｓ ｔｈｅ ｉｍｍｅｒｓｉｏｎ ｄｅｐｔｈ ｏｆ ｌａｎｃｅ ｏｒ ｔｕｙｅｒｅ．

ε· =（6. 2103QT1）/M1ln（1 + 9. 6810 - 3ρ1Z）

+（1 - TO /T1） （1）

ｗｈｅｒｅ：
ε· = ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ，Ｗａｔｔ ／ ｔｏｎ ｏｆ ｓｔｅｅｌ

T1 = ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ，Ｋ
Q = ａｒｇｏｎ ｇａｓ ｆｌｏｗ ｒａｔｅ，Ｎｄｍ3 ／ ｍｉｎ

Ｆｉｇ． 6 Ｒｅｌａｔｉｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｇａｓ ｓｔｉｒｒｉｎｇ
ｅｆｆｅｃｔ ａｎｄ ｔｈｅ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ｏｖｅｒ ｔｈｅ
ｍｅｌｔ

To = ａｒｇｏｎ ｇａｓ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ，Ｋ
M1 = ｍａｓｓ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ，ｔｏｎ
ρ1 = ｄｅｎｓｉｔｙ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ，ｇ ／ ｃｍ3

Z = ｉｎｓｅｒｔｅｄ ｄｅｐｔｈ，ｃｍ
Ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｆｌｏｗ ｒａｔｅｓ ｏｆ ａｒｇｏｎ ａｒｅ

ｕｓｅｄ，ｄｅｐｅｎｄｉｎｇ ｏｎ ｔｈｅ ｎａｔｕｒｅ ｏｆ ｔｈｅ
ｐｒｏｃｅｓｓ． Ｔｙｐｉｃａｌ ｖａｌｕｅｓ （Ｎｍ3 ／ ｍｉｎ）
ａｒｅ［2］：

ｈｏｍｏｇｅｎｉｚｉｎｇ ｏｆ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ａｎｄ ｏｆ
ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ

0． 08 0． 13

ｄｉｓｓｏｌｖｉｎｇ ｌａｄｌｅ ａｄｄｉｔｉｏｎｓ
0． 30 0． 45

ｓｌａｇｍｅｔａｌ ｒｅａｃｔｉｏｎｓ（ｄｅｓｕｌｐｈ．）
0． 45 0． 90

ｌａｎｃｅ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｏｆ ｐｏｗｄｅｒ
0． 9 1． 8

Ｔｈｅ ｇａｓ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ ｉｎ ａ ｖａｃｕｕｍ ｓｙｓｔｅｍ ｉｓ ｍｏｒｅ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅ，ｗｈｅｒｅ ｅｖｅｎ ａ ｍｏｄ
ｅｒａｔｅ ｇａｓｆｌｏｗ ｇｉｖｅｓ ａ ｃｏｎｓｉｄｅｒａｂｌｅ ｅｆｆｅｃｔ． Ｆｉｇ． 6 ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ｔｈｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ ｉｎ
ｒｅｌａｔｉｏｎ ｔｏ ｔｈｅ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ｏｖｅｒ ｔｈｅ ｍｅｌｔ，ａｎｄ ｔｈｅ ｗｏｒｋｉｎｇ ｒａｎｇｅ ｆｏｒ ｓｏｍｅ ｃｏｍｍｏｎ
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ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ．

Ｉｎｄｕｃｔｉｖｅ Ｓｔｉｒｒｉｎｇ

Ｉｎｄｕｃｔｉｖｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｉｓ ｅｆｆｅｃｔｅｄ ｂｙ ａｌｔｅｒｎａｔｉｎｇ ｅｌｅｃｔｒｏｍａｇｎｅｔｉｃ ｆｉｅｌｄｓ ｉｎ ｔｈｅ
ｍｅｌｔ． Ｔｈｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ ｆｏｌｌｏｗｓ Ｅｑ 2 ｂｅｌｏｗ． Ｉｎ ａｎ ＡＳＥＡＳＫＦ ｌａｄｌｅ ｆｕｒｎａｃｅ ｆｏｒ
ｅｘａｍｐｌｅ ｔｈｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ ｃａｎ ｂｅ ｕｐ ｔｏ ａｐｐｒｏｘｉｍａｔｅｌｙ 500 Ｗ ／ ｔｏｎ ｕｓｉｎｇ ｓｔｒａｉｇｈｔ
ｉｎｄｕｃｔｏｒｓ．

ε· = 1. 210 - 3d2ρ1h2 /3 /M1 （2）

h = 316 μ /（rf槡 ）P /S1 /ρ1 （2ａ）
ｗｈｅｒｅ：

ε· = ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ，Ｗ／ ｔｏｎ
d = ｌａｄｌｅ ｄｉａｍｅｔｅｒ，ｃｍ
h = ｓｗｅｌｌｉｎｇ ｈｅｉｇｈｔ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ，ｃｍ
μ = ｐｅｒｍｅａｂｉｌｉｔｙ
f = ｆｒｅｑｕｅｎｃｙ，Ｈｚ
P = ｓｕｐｐｌｉｅｄ ｅｌｅｃｔｒｉｃ ｐｏｗｅｒ，ｋＷ
r = ｒｅｓｉｓｔｉｖｉｔｙ，ｏｈｍｃｍ
S = ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ ａｒｅａ，ｃｍ2

ρ1 = ｄｅｎｓｉｔｙ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ，ｇ ／ ｃｍ3

Ｖａｃｕｕｍｄｒｉｖｅｎ Ｃｉｒｃｕｌａｔｉｏｎ

Ｖａｃｕｕｍｄｒｉｖｅｎ ｃｉｒｃｕｌａｔｉｏｎ ｉｓ ｐｒａｃｔｉｃｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ＲＨ，ＤＨ ａｎｄ ＰＭ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ，
ｉｎ ｗｈｉｃｈ ｔｈｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｉｓ ｅｆｆｅｃｔｅｄ ｂｙ ｐｏｕｒｉｎｇ ｏｒ ｐｕｍｐｉｎｇ ｔｈｅ ｍｅｌｔ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ｖａｃ
ｕｕｍ ｖｅｓｓｅｌ ａｎｄ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ． Ｉｎ ｔｈｅ ＤＨ ｐｒｏｃｅｓｓ ｔｈｅ ｆｏｒｃｅｓ ａｃｔ ｉｎｔｅｒｍｉｔｔｅｎｔｌｙ ｕｐｏｎ
ｔｈｅ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ，ｇｉｖｉｎｇ ａ ｐｕｌｓａｔｉｎｇ ｍｏｖｅｍｅｎｔ． Ｔｈｅ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｅｎｅｒ
ｇｙ ｉｓ ｅｘｐｒｅｓｓｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｅｑｕａｔｉｏｎ：

ε· = 8. 3510 - 6V2mn /M1 （3）

ｗｈｅｒｅ：
V = ａｖｅｒａｇｅ ｒａｔｅ ｏｆ ｅｘｈａｕｓｔｅｄ ｓｔｅｅｌ，ｍ ／ ｓ
m = ｍａｓｓ ｏｆ ｓｕｃｋｅｄｕｐ ｓｔｅｅｌ，ｋｇ
n = rising and falling frequency，min - 1

M1 = ｍａｓｓ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ，ｔｏｎ
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Ｔｉｍｅ ｆｏｒ Ｐｅｒｆｅｃｔ Ｍｉｘｉｎｇ

Ｉｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｔｏ ｔｈｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｅｎｅｒｇｙ，ｔｈｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｔｉｍｅ ｆｏｒ ｐｅｒｆｅｃｔ Ｍｉｘｉｎｇ
ｉｓ ａｎ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｉｎｄｉｃａｔｏｒ ｏｆ ｍｉｘｉｎｇ ｅｆｆｉｃｉｅｎｃｙ． Ｉｎ Ｆｉｇ． 7，ｔｈｅ ｔｉｍｅ ｆｏｒ ｐｅｒｆｅｃｔ
ｍｉｘｉｎｇ ｆｏｒ ｔｈｅ ＲＨ ａｎｄ ＰＭ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｉｓ ｃｏｍｐａｒｅｄ ｔｏ ｔｈａｔ ｆｏｒ ａｒｇｏｎ ｂｕｂｂｌｉｎｇ．
Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｅｎｅｒｇｙ ｄｅｎｓｉｔｙ ａｎｄ ｔｈｅ ｔｉｍｅ ｆｏｒ ｐｅｒｆｅｃｔ ｍｉｘｉｎｇ
ｉｓ ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｄ ｉｎ Ｆｉｇ． 8，ｗｈｉｃｈ ｃａｎ ａｌｓｏ ｂｅ ｅｘｐｒｅｓｓｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｅｑｕａ
ｔｉｏｎ：

τ =
3

（M1 /ρ）2 /3 / ε槡 · （4）

ｗｈｅｒｅ：
τ = ｔｉｍｅ ｆｏｒ ｐｅｒｆｅｃｔ ｍｉｘｉｎｇ，ｓ
M1 = ｍａｓｓ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ，ｔｏｎ
ρ = ｄｅｎｓｉｔｙ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ，ｔ ／ ｍ3

Ｌａｄｌｅ ｒｅｆｉｎｉｎｇ
ｐｒｏｃｅｓｓ

Ｉｔｅｍ
ＰＭ ＲＨ Ａｒ ｇａｓ ｂｕｂｂｌｉｎｇ

Ｆｌｏｗ ｐａｔｔｅｒｎ

Ｔｉｍｅ ｆｏｒ ｐｅｒｆｅｃｔ ｍｉｘｉｎｇ（ｓｅｃ） 100 200 150 400 180 500

Ｏｘｙｇｅｎ ｏｆ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ
ｉｎ ｔｕｎｄｉｓｈ（ｐｐｍ）

Ｘ 35 34 41

σ 8. 0 8. 2 15. 4

Ｙｉｅｌｄ ｏｆ ａｌｕｍｉｎｕｍ ａｄｄｅｄ
（ｊｕｓｔ ａｆｔｅｒ ａｄｄｉｔｉｏｎ）（%）

100 100 65

Ｒａｔｅ ｏｆ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｄｒｏｐ
（℃ ／ ｍｉｎ）

1． 3 1． 8 1． 8 2． 2 1． 5 2． 0

Ｒｕｎｎｉｎｇ ｃｏｓｔ 2 15 1

Ｉｎｃｉｄｅｎｃｅ
ｏｆ ｓｌｉｖｅｒｓ

Ｌｏｗ ｃａｒｂｏｎ 0． 8 — 1

Ｕｌｔｒａ ｌｏｗ ｃａｒｂｏｎ — 0. 8 —

Ｉｎｎｅｒ ｄｅｆｅｃｔｓ ｏｆ ＥＲＷ ｐｉｐｅ 0． 4 1． 1 1 1 1． 5

Ｆｉｇ． 7 Ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｖａｒｉｏｕｓ ｌａｄｌｅ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ
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Ｆｉｇ． 8 Ｒｅｌａｔｉｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｉｍｅ ｒｅｑｕｉｒｅｄ ｆｏｒ ｐｅｒｆｅｃｔ ｍｉｘｉｎｇ ａｎｄ ｅｎｅｒｇｙ ｄｅｎｓｉｔｙ［4］

Ｆｉｇ． 9 Ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｏｆ ｈｙｄｒｏｇｅｎ，ｎｉｔｒｏｇｅｎ
ａｎｄ ｏｘｙｇｅｎ ｉｎ ｉｒｏｎ ａｔ 1 600℃ ａｓ ａ
ｆｕｎｃｔｉｏｎ ｏｆ ｐａｒｔｉａｌ ｐｒｅｓｓｕｒｅ

ＶＡＣＵＵＭ ＯＰＥＲＡＴＩＯＮＳ

Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ Ｓｉｅｖｅｒｔｓ ｌａｗ
ｔｈｅ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ｇａｓ ｄｉｓｓｏｌｖｅｄ ｉｎ
ｍｅｔａｌ ｉｓ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎａｌ ｔｏ ｔｈｅ ｓｑｕａｒｅ
ｒｏｏｔ ｏｆ ｉｔｓ ｐａｒｔｉａｌ ｐｒｅｓｓｕｒｅ． Ｆｉｇ． 9

ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｓ ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｐｒｅｓｓｕｒｅ
ｏｆ Ｎ，Ｈ ａｎｄ Ｏ ｉｎ ｃａｒｂｏｎ ｓｔｅｅｌ ａｔ
1 600℃．

Ｏｘｙｇｅｎ Ｒｅｍｏｖａｌ

Ｏｘｙｇｅｎ ｄｉｓｓｏｌｖｅｄ ｉｎ ｃａｒｂｏｎ
ｓｔｅｅｌ ｗｉｌｌ ｂｅ ｒｅｍｏｖｅｄ ｂｙ ｒｅｄｕｃｉｎｇ
ｔｈｅ ｐａｒｔｉａｌ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ｏｆ ｃａｒｂｏｎ ｍｏｎ
ｏｘｉｄｅ ｆｏｒｍｅｄ ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ｃａｒｂｏｎｏｘ
ｙｇｅｎ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ． Ｃａｒｂｏｎ ｉｓ ｉｎ ｆａｃｔ
ａ ｖｅｒｙ ｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｄｅｏｘｉｄｉｚｅｒ ｉｎ ｖａｃｕ
ｕｍ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ，ｐｒａｃｔｉｃａｌｌｙ ｕｓｅｄ ｉｎ
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ｔｈｅ ＶａｃｕｕｍＣａｒｂｏｎＤｅｇａｓｓｉｎｇ（ＶＣＤ）ｐｒｏｃｅｓｓ，ｂｅｃａｕｓｅ ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｏｘｙｇｅｎ
ｃｏｎｔｅｎｔ ｄｒｏｐｓ ｄｒａｓｔｉｃａｌｌｙ ｗｈｅｎ ｔｈｅ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ｉｓ ｒｅｄｕｃｅｄ（Ｆｉｇ． 9）． Ｉｎ ｐｒａｃｔｉｃｅ，
ｈｏｗｅｖｅｒ，ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｖａｌｕｅｓ ａｒｅ ｒａｒｅｌｙ ｏｂｔａｉｎｅｄ，ａｎｄ ｗｅ ｈａｖｅ ｔｏ ａｃｃｅｐｔ ｏｘｙｇｅｎ
ｖａｌｕｅｓ ｃｏｎｓｉｄｅｒａｂｌｙ ｈｉｇｈｅｒ ｔｈａｎ ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ，ａｌｔｈｏｕｇｈ ｓｉｇｎｉｆｉｃａｎｔｌｙ ｌｏｗｅｒ ｔｈａｎ
ｔｈｏｓｅ ｏｂｔａｉｎｅｄ ａｔ ａｔｍｏｓｐｈｅｒｉｃ ｐｒｅｓｓｕｒｅ．

Ｎｉｔｒｏｇｅｎ Ｒｅｍｏｖａｌ

Ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｒｅｍｏｖａｌ ｂｙ ｒｅｄｕｃｅｄ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ｐｒｅｓｅｎｔｓ ｍｏｒｅ ｐｒｏｂｌｅｍｓ． Ｎｉｔｒｏｇｅｎ
ａｃｔｉｖｉｔｙ ｉｓ ｒｅｄｕｃｅｄ ｂｙ ｍａｎｙ ｅｌｅｍｅｎｔｓ ｉｎ ｓｔｅｅｌ，ａｎｄ ｕｎｓａｔｉｓｆａｃｔｏｒｙ ｋｉｎｅｔｉｃ ｃｏｎｄｉ
ｔｉｏｎｓ ｒｅｓｔｒｉｃｔ ｔｈｅ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｒｅｍｏｖａｌ． Ｆｕｒｔｈｅｒｍｏｒｅ，ｓｕｒｆａｃｅ ａｃｔｉｖｅ ｅｌｅｍｅｎｔｓ ｓｕｃｈ ａｓ

Ｆｉｇ． 10 Ｄｅｇａｓｓｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ ｗｉｔｈｏｕｔ ｉｎｅｒｔｇａｓ ｐｕｒ
ｇｉｎｇ（ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｃｕｒｖｅｓ ｆｒｏｍ ｒｅｆ 6）

ｏｘｙｇｅｎ ａｎｄ ｓｕｌｐｈｕｒ ｉｍｐｅｄｅ ｔｈｅ
ｔｒａｎｓｉｔｉｏｎ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ
ｌｉｑｕｉｄ ａｎｄ ｔｈｅ ｇａｓｅｏｕｓ ｐｈａｓｅｓ． Ｔｈｉｓ
ｍｅａｎｓ ｔｈａｔ ｄｅｏｘｉｄｉｚｅｄ ａｎｄ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒ
ｉｚｅｄ ｓｔｅｅｌｓ ａｒｅ ｍｏｒｅ ｆａｖｏｕｒｅｄ ｆｏｒ ｎｉ
ｔｒｏｇｅｎ ｒｅｍｏｖａｌ．

Ｇｏｏｄ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ｆｏｒ ｎｉｔｒｏｇｅｎ
ｒｅｍｏｖａｌ ａｌｓｏ ｅｘｉｓｔ ｆｏｒ ｕｎｋｉｌｌｅｄ ｓｔｅｅｌｓ
ａｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 10． Ｔｈｅ ｍａｉｎ ｒｅａｓｏｎ
ｉｓ ｔｈｅ ｅｘｃｅｌｌｅｎｔ ｐｕｒｇｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ ｃａｕｓｅｄ
ｂｙ ｔｈｅ ｉｎｔｅｎｓｉｖｅ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ＣＯ． Ａ
ｂｏｕｔ 30% ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ａｎｄ 70% ｏｆ ｈｙ
ｄｒｏｇｅｎ ａｒｅ ｒｅｍｏｖｅｄ ｕｎｄｅｒ ｔｈｅｓｅ ｃｏｎ
ｄｉｔｉｏｎｓ ｗｉｔｈｏｕｔ ｔｈｅ ｕｓｅ ｏｆ ｓｔｉｒｒｉｎｇ
ｇａｓ．

ＧＡＳ ＢＬＯＷＩＮＧ ＯＰＥＲＡＴＩＯＮＳ

Ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｆｏｒ ｈｉｇｈｃｈｒｏｍｉｕｍ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌｓ（ＶＯＤ，
ＡＯＤ，ＣＬＵ ａｎｄ ＲＨＯＢ）ｕｔｉｌｉｚｅ ｄｅｃａｒｂｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｕｎｄｅｒ ｒｅｄｕｃｅｄ ｐａｒｔｉａｌ ｐｒｅｓｓｕｒｅ
ｏｆ ｃａｒｂｏｎ ｍｏｎｏｘｉｄｅ． Ｍｏｄｅｒｎ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌ ｍａｋｉｎｇ ｌａｒｇｅｌｙ ｕｓｅｓ ａｎ ｅｌｅｃｔｒｉｃ ａｒｃ
ｆｕｒｎａｃｅ（ＥＡＦ）ｏｐｅｒａｔｉｎｇ ｉｎ ｓｅｑｕｅｎｃｅ ｗｉｔｈ ｏｎｅ ｏｆ ｔｈｅｓｅ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ． Ａｓ
ｔｈｅ ｄｅｃａｒｂｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｉｓ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ｕｎｄｅｒ ｃｌｏｓｅ ｃｏｎｔｒｏｌ ｏｆ ｔｈｅ ｏｘｉｄｉｚｉｎｇ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ，
ｃａｒｂｏｎ ｃａｎ ｂｅ ｒｅｍｏｖｅｄ ｔｏ ｅｘｔｒｅｍｅｌｙ ｌｏｗ ｖａｌｕｅｓ ｗｉｔｈｏｕｔ ｎｏｔｉｃｅａｂｌｅ ｃｈｒｏｍｉｕｍ
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ｌｏｓｓｅｓ． Ｔｈｅ ｃｏｍｐｅｔｉｔｉｖｅ ｏｘｉｄａｔｉｏｎ ｏｆ ｃａｒｂｏｎ ａｎｄ ｃｈｒｏｍｉｕｍ ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｂｌｏｗｉｎｇ ｏｆ
ｏｘｙｇｅｎ ｉｎｔｏ ａ ｓｔｅｅｌ ｂａｔｈ ｃａｎ ｂｅ ｗｒｉｔｔｅｎ ａｓ ｆｏｌｌｏｗｓ：

Ｆｉｇ． 11 Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｆｏｒ
ｍａｎｕｆａｃｔｕｒｅ ｏｆ Ｃｒｂｅａｒｉｎｇ ｓｔｅｅｌｓ ｉｎ ｔｅｒｍｓ
ｏｆ ＣＣｒ ｐｒｅｓｓｕｒｅｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉａ

3 /2 Cr + 2CO 2C + 1 /2（Cr3 O4）

（5）

Ｉｎ ｔｈｅｓｅ ｏｘｙｇｅｎｂｌｏｗｎ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ
ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ａｎｄ ｈｙｄｒｏｇｅｎ ａｒｅ
ａｌｓｏ ｓａｔｉｓｆａｃｔｏｒｉｌｙ ｒｅｍｏｖｅｄ．

Ｔｈｅ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｆｏｒ
ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔ ａ ｍａｊｏｒ
ａｄｖａｎｃｅ ｉｎ ｐｒｏｃｅｓｓ ｅｃｏｎｏｍｙ ａｎｄ
ｉｎ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｅｆｆｉｃｉｅｎｃｙ ｃｏｍｐａｒｅｄ
ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｔｒａｄｉｔｉｏｎａｌ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｉｎ ｔｈｅ
ａｒｃ ｆｕｒｎａｃｅ． Ｆｉｇ． 11 ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｓ
ｔｈｅ ｐａｒａｌｌｅｌ ｐｒｏｇｒｅｓｓ ｏｆ ｄｅｃａｒｂｕｒｉ
ｚａｔｉｏｎ ａｎｄ Ｃｒｏｘｉｄａｔｉｏｎ ｄｕｒｉｎｇ
ｔｈｅ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｏｆ ｃｈｒｏｍｉｕｍ ｓｔｅｅｌｓ ｉｎ
ｔｈｅ ＥＡＦ ａｎｄ， ｉｎ ｔｈｅ ＶＯＤ
ｐｒｏｃｅｓｓ，ｔｈｅ ｌａｔｔｅｒ ｇｉｖｉｎｇ ｆａｒ ｌｅｓｓ
Ｃｒ ｏｘｉｄａｔｉｏｎ．

ＲＥＦＩＮＩＮＧ ＢＹ ＡＤＤＩＴＩＯＮ ＯＦ ＳＯＬＩＤ ＲＥＡＣＴＡＮＴＳ

Ｓｏｌｉｄ ａｄｄｉｔｉｏｎｓ ｔｏ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ ａｒｅ ｐｒｅｆｅｒａｂｌｙ ｉｍｍｅｒｓｅｄ ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｂａｔｈ，
ｗｈｉｃｈ ｃａｕｓｅｓ ｐｒｏｂｌｅｍｓ ｆｏｒ ｌｏｗｅｒ ｄｅｎｓｉｔｙ ｍａｔｅｒｉａｌｓ． Ｉｎ ｓｕｃｈ ｃａｓｅｓ ｌａｎｃｅ ｉｎ
ｊｅｃｔｉｏｎ ｏｒ ｗｉｒｅ ｆｅｅｄｉｎｇ ｏｆｔｅｎ ｏｆｆｅｒ ｔｈｅ ｐｒａｃｔｉｃａｌ ｓｏｌｕｔｉｏｎ． Ｆｏｒ ｔｈｅ ｅｆｆｉｃｉｅｎｔ
ｒｅａｃｔｉｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ａｄｄｅｄ ｍａｔｅｒｉａｌ ａｎｄ ｔｈｅ ｍｅｌｔ ｉｔ ｉｓ ａｌｓｏ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｔｈａｔ
ｔｈｅ ａｄｄｉｔｉｏｎｓ ｂｅ ｒａｐｉｄｌｙ ｄｉｓｓｏｌｖｅｄ ａｎｄ ｈｏｍｏｇｅｎｉｚｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｍｅｌｔ ｗｉｔｈ ａｄｅ
ｑｕａｔｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ． Ｔｙｐｉｃａｌ ｙｉｅｌｄｓ ｏｆ ａｌｌｏｙｉｎｇ ｐｏｗｄｅｒｓ ａｄｄｅｄ ｔｏ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ｂｙ
ｄｅｅｐ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ａｒｅ ｇｉｖｅｎ ｉｎ Ｔａｂｌｅ 1 ． Ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｕｙｅｒｅｓ ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ
ｍｅｌｔ ｓｕｒｆａｃｅ ｏｒ ｉｎ ｔｈｅ“ｅｙｅ” ｏｆ ａ ｇａｓｐｕｒｇｅｄ ｌａｄｌｅ ｉｓ ｕｓｅｄ ｉｎ ｓｏｍｅ ｓｔｅｅｌ
ｐｌａｎｔｓ ｗｉｔｈ ｇｏｏｄ ｒｅｓｕｌｔｓ．
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Ｔａｂｌｅ 1 Ｒｅｃｏｖｅｒｉｅｓ ｆｏｒ ｔｒｉｍ ａｌｌｏｙｉｎｇ ｉｎ ｌａｄｌｅ ｂｙ ｐｏｗｄｅｒ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ

Ｅｌｅｍｅｎｔ Ｃ Ｓｉ Ｍｎ Ｃｒ Ｍｏ Ｎｂ Ｖ Ａｌ Ｔｉ Ｂ

Ｒｅｃｏｖｅｒｙ % 97 95 100 99 97 100 100 90 85 75

ＳＬＡＧ ＲＥＦＩＮＩＮＧ

Ｔｈｅ ｆｉｒｓｔ ｏｂｊｅｃｔｉｖｅ ｏｆ ｍｅｔａｌｓｌａｇ ｒｅａｃｔｉｏｎｓ ｕｔｉｌｉｚｅｄ ｉｎ ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌ
ｍａｋｉｎｇ ｉｓ ｔｏ ｒｅｍｏｖｅ ｓｕｌｐｈｕｒ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ． Ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｉｓ ｎｅｃｅｓｓａ
ｒｙ ｂｅｃａｕｓｅ ｏｆ ｔｈｅ ｄｅｔｒｉｍｅｎｔａｌ ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｓｕｌｐｈｕｒ ｏｎ ｔｈｅ ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ ｐｒｏｐｅｒ
ｔｉｅｓ ｏｆ ｓｔｅｅｌ，ｐａｒｔｉｃｕｌａｒｌｙ ｔｏｕｇｈｎｅｓｓ ａｎｄ ｄｕｃｔｉｌｉｔｙ． Ｆｏｒ ｉｎｓｔａｎｃｅ，ｉｎ ｍｏｄ
ｅｒｎ ｌｉｎｅｐｉｐｅ ｍａｎｕｆａｃｔｕｒｅ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ｓｐｅｃｉｆｉｃａｔｉｏｎｓ ｉｎｃｌｕｄｅ ｈｉｇｈ ｖａｌｕｅｓ ｏｆ
ｉｍｐａｃｔ ｔｏｕｇｈｎｅｓｓ ｉｎ ｔｈｅ ｔｒａｎｓｖｅｒｓｅ ｄｉｒｅｃｔｉｏｎ，ａｎｄ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇｌｙ ｌｏｗ
ｌｉｍｉｔｓ ｏｎ ｓｕｌｐｈｕｒ ｃｏｎｔｅｎｔ． Ｍｏｄｅｒｎ ｌａｄｌｅ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｙ ｃａｎ ｍｅｅｔ ｔｈｅｓｅ ｒｅ
ｑｕｉｒｅｍｅｎｔｓ ｗｉｔｈ ａ ｇｏｏｄ ｍａｒｇｉｎ，ｐｒｏｄｕｃｉｎｇ ｓｔｅｅｌｓ ｗｉｔｈ 1 ｔｏ 10 ｐｐｍ ｏｆ
ｓｕｌｐｈｕｒ ． Ｔｈｉｓ ｉｓ ａｃｃｏｍｐｌｉｓｈｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ａｐｐｌｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ａｎ ｏｐｔｉｍｉｚｅｄ ｌａｄｌｅ ｉｎ
ｊｅｃｔｉｏｎ．

Ｔｈｅｒｅ ａｒｅ 3 ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｆａｃｔｏｒｓ ｆｏｒ ｓｕｃｃｅｓｓｆｕｌ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ：
ｏｐｔｉｍａｌ ｓｌａｇ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ
ｐｅｒｆｅｃｔ ｄｅｏｘｉｄａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｔｅｅｌ ａｎｄ ｓｌａｇ
ｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｉｎ ｔｈｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｖｅｓｓｅｌ．

Ａｓ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｄｅｐｅｎｄｓ ｏｎ ｒｅａｃｔｉｏｎｓ ｗｉｔｈ ｌｉｍｅ（ａｎｄ ｍａｇｎｅｓｉａ），ａ
ｈｉｇｈ ｓｌａｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｉｓ ａｎ ｏｂｖｉｏｕｓ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ． Ａ ｌｏｗ ｏｘｙｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｉｎ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ／
ｓｌａｇ ｓｙｓｔｅｍ ｉｓ ａｌｓｏ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｂｅｃａｕｓｅ ｓｕｌｐｈｕｒ ｒｅｍｏｖａｌ ｉｓ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ
ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ：

（O）2 - +［S ］ （S）2 - +［O］ （6）

Ａ ｃｏｍｍｏｎ ｗａｙ ｏｆ ｅｘｐｒｅｓｓｉｎｇ ｔｈｅ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚｉｎｇ ｃａｐａｃｉｔｙ ｏｆ ａ ｓｌａｇ ｉｓ ｉｎ ｔｅｒｍｓ ｏｆ
ｔｈｅ ｐａｒａｍｅｔｅｒ CS'（4）：

CS' = a
O
·（S）/［S］ （7）

Ｆｉｇ． 12 ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｓ ｔｈｅ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚｉｎｇ ｃａｐａｃｉｔｙ ｉｎ ｔｈｅ ＣａＯＳｉＯ2Ａｌ2Ｏ3 ｓｙｓｔｅｍ ａｃ
ｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ Ｊａｃｑｕｅｍｏｔ［16］．
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Ｆｉｇ． 12 Ｓｕｌｐｈｉｄｅｃａｐａｃｉｔｙ ｃｏｎｔｏｕｒｓ（CS'，

wt%）ｉｎ Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯＳｉＯ2 ｓｙｓｔｅｍ
ａｔ 1 600℃［3］

Ｆｉｇ． 13 Ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｏｆ ＣａＯ ａｎｄ Ａｌ2Ｏ3 ＣａＯ
ＳｉＯ2 ｓｙｓｔｅｍ ａｔ 1 600℃［4］

Ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｏｆ ａｎ ａｌｕｍｉｎｕｍｋｉｌｌｅｄ ｓｔｅｅｌ ｗｉｔｈ ａ ｌｉｍｅｂａｓｅｄ ｓｌａｇ ｃａｎ ｂｅ
ｅｘｐｒｅｓｓｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ：

3（CaO） + 2 Al + 3 S 3（CaS）+（Al2 O3） （8）

Ｔｈｉｓ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｓ ｐｒｏｍｏｔｅｄ ｂｙ ｉｎｃｒｅａｓｉｎｇ ｔｈｅ ＣａＯ ａｎｄ Ａｌ ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ，ａｎｄ ｉｓ ｒｅｓｔｒｉｃｔ
ｅｄ ｂｙ ｈｉｇｈｅｒ Ａｌ2Ｏ3 ａｎｄ ＣａＳ ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ． Ｉｎ Ｆｉｇ． 13 ｉｔ ｉｓ ｓｅｅｎ ｔｈａｔ ｔｈｅ ａｌｕｍｉｎａ ａｃｔｉｖｉ
ｔｙ ｉｓ ａｔ ａ ｌｏｗ ｌｅｖｅｌ ｉｎ ｔｈｅ ａｒｅａ ｗｈｅｒｅ ｔｈｅ ｌｉｍｅ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｉｓ ｈｉｇｈ，ａｎｄ ｔｈｅ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉ
ｚｉｎｇ ｃａｐａｃｉｔｙ，ｃｏｎｓｅｑｕｅｎｔｌｙ，ｉｓ ｓｔｒｏｎｇ．

Ｏｎｅ ｍｕｓｔ ｂｅ ａｓ ｃａｒｅｆｕｌ ａｂｏｕｔ ｔｈｅ ｏｘｙｇｅｎ（ＦｅＯ）ｃｏｎｔｅｎｔ ｉｎ ｔｈｅ ｓｌａｇ ａｓ ａｂｏｕｔ
ｄｅｏｘｉｄａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ，ｏｒ ｔｈｅｒｅ ｗｉｌｌ ｂｅ ａ ｓｔｅａｄｙ“ｌｅａｋａｇｅ”ｏｆ ｏｘｙｇｅｎ ｆｒｏｍ ｔｈｅ
ｓｌａｇ ｔｏ ｔｈｅ ｍｅｔａｌ． Ｏｔｈｅｒ ｓｏｕｒｃｅｓ ｏｆ ｏｘｙｇｅｎ ｃｏｎｔａｍｉｎａｔｉｏｎ ｍｕｓｔ ａｌｓｏ ｂｅ ｃｏｎｓｉｄ
ｅｒｅｄ，ｓｕｃｈ ａｓ ｓｉｌｉｃａ ｒｅｆｒａｃｔｏｒｙ ｌｉｎｉｎｇｓ ｏｒ ｅｘｐｏｓｕｒｅ ｔｏ ｔｈｅ ａｔｍｏｓｐｈｅｒｅ． Ｇｏｏｄ ｓｅｐａｒａ
ｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｐｒｉｍａｒｙ ｓｌａｇ ｗｈｅｎ ｔａｐｐｉｎｇ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｍｅｌｔｉｎｇ ｆｕｒｎａｃｅ ｉｓ ｎｅｃｅｓｓａｒｙ，ａｎｄ
ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ｌｉｎｉｎｇ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｂａｓｉｃ ｏｒ ｎｅｕｔｒａｌ．

Ｆｉｎａｌｌｙ，ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ｓｌａｇｓ ｃａｎ ａｂｓｏｒｂ ｃｏｎｓｉｄｅｒａｂｌｅ ａｍｏｕｎｔｓ ｏｆ
ｎｉｔｒｏｇｅｎ ａｎｄ ｖａｐｏｒ，ｗｈｉｃｈ ｃａｎ ｊｅｏｐａｒｄｉｚｅ ｔｈｅ ｅｆｆｉｃｉｅｎｃｙ ｏｆ ｓｌａｇ ｔｒｅａｔｍｅｎｔｓ ｕｎｄｅｒ
ｖａｃｕｕｍ． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ，ｄｒｙ ａｎｄ ｃｌｅａｎ ｓｌａｇｇｉｎｇ ｃｏｎｓｔｉｔｕｅｎｔｓ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｕｓｅｄ，ａｎｄ ａｆ
ｔｅｒｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｓｈｒｏｕｄｉｎｇ ｗｉｔｈ ａｒｇｏｎ ｉｓ ａｄｖｉｓａｂｌｅ ｔｏ ｐｒｏｔｅｃｔ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ｄｕｒｉｎｇ ｃａｓｔ
ｉｎｇ．
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ＨＥＡＴＩＮＧ

Ｆｉｇ． 14 Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｖｏｌｔａｇｅ ａｎｄ ｃｕｒｒｅｎｔ ｏｎ ｅ
ｌｅｃｔｒｉｃ ｐｏｗｅｒ ａｎｄ ａｒｃ ｌｅｎｇｔｈｓ

Ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ｔｒｅａｔｍｅｎｔｓ ａｒｅ ａｌｗａｙｓ ｓｕｂｊｅｃｔ ｔｏ ｈｅａｔ ｌｏｓｓｅｓ，ｂｙ ｈｅａｔ
ａｂｓｏｒｐｔｉｏｎ ｉｎ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ｗａｌｌｓ，ａｎｄ ｂｙ ｒａｄｉａｔｉｏｎ． Ｍｏｄｅｒａｔｅ ｈｅａｔ ｌｏｓｓｅｓ ｃａｎ ｎｏｒｍａｌｌｙ
ｂｅ ｃｏｍｐｅｎｓａｔｅｄ ｂｙ ｓｕｐｅｒｈｅａｔｉｎｇ ｔｈｅ ｍｅｌｔ ｂｅｆｏｒｅ ｔａｐｐｉｎｇ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｍｅｌｔｉｎｇ ｆｕｒｎａｃｅ．
Ｔｈｅ ＡＯＤ ａｎｄ ＣＬＵ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｕｔｉｌｉｚｅ ｅｘｏｔｈｅｒｍｉｃ ｒｅａｃｔｉｏｎｓ，ｗｈｉｃｈ ｇｅｎｅｒａｔｅ ｅｎｏｕｇｈ
ｈｅａｔ ｔｏ ｍａｉｎｔａｉｎ ａｎ ａｄｅｑｕａｔｅ ｃａｓｔｉｎｇ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ． Ｏｔｈｅｒ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ，ｈｏｗｅｖｅｒ，
ｎｅｅｄ ｅｎｅｒｇｙ ｉｎｐｕｔ ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｔｏ ｃｏｍｐｅｎｓａｔｅ ｆｏｒ ｌｏｓｓｅｓ． Ｆｏｒ 1. 5% ｓｌａｇ，
1% ｏｆ ａｌｌｏｙ ａｄｄｉｔｉｏｎ ａｎｄ ａ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｄｒｏｐ ｏｆ 50 80℃，ｉｔ ｃａｎ ｂｅ ｓｈｏｗｎ ｔｈａｔ ａ
ｈｅａｔ ｉｎｐｕｔ ｏｆ ａｂｏｕｔ 30 ｋＷｈ ／ ｔｏｎ ｉｓ ｎｅｅｄｅｄ． Ｔｈｅ ｈｅａｔ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｆａｃｔｏｒ ｉｓ ｎｏｒｍａｌｌｙ
ａｂｏｕｔ 30% ｔｏ 40%，ａｎｄ ｔｈｅ ｐｒａｃｔｉｃａｌ ｉｎｐｕｔ ｅｎｅｒｇｙ ｎｅｅｄｅｄ ｉｓ ａｂｏｕｔ 80 ｔｏ 120 ｋＷｈ ／
ｔｏｎ．

Ｈｅａｔｉｎｇ ｗｉｔｈ ｓｕｂｍｅｒｇｅｄ ｅｌｅｃｔｒｏｄｅｓ ｉｓ ｎｏｒｍａｌｌｙ ｐｒｅｆｅｒｒｅｄ，ｉｎ ｏｒｄｅｒ ｔｏ ｍｉｎｉ
ｍｉｚｅ ｒｅｆｒａｃｔｏｒｙ ｗｅａｒ ｉｎ ｔｈｅ
ｐｒｏｃｅｓｓｉｎｇ ｖｅｓｓｅｌ ａｎｄ ｔｏ ｏｐｔｉｍｉｚｅ
ｔｈｅ ｈｅａｔ ｒｅｃｏｖｅｒｙ． Ｌｏｗ ｖｏｌｔａｇｅ ／
ｈｉｇｈ ｃｕｒｒｅｎｔ ｏｐｅｒａｔｉｏｎ ｉｓ ｄｅｓｉｒａｂｌｅ
ｔｏ ｒｅｄｕｃｅ ｔｈｅ ａｒｃ ｌｅｎｇｔｈ． Ｒｅｓｕｌｔｓ
ｆｒｏｍ ａ ｐｒａｃｔｉｃａｌ ｓｔｕｄｙ ａｒｅ ｓｈｏｗｎ ｉｎ
Ｆｉｇ． 14． Ｔｏ ａｔｔａｉｎ ａｄｅｑｕａｔｅ ｈｅａｔｉｎｇ
ｐｏｗｅｒ ｉｎ ａ 250 ｔｏｎ ｌａｄｌｅ ａｎ ｅｌｅｃ
ｔｒｏｄｅ ｓｙｓｔｅｍ ｗｉｔｈ ａ ｔｒａｎｓｆｏｒｍｅｒ ｃａ
ｐａｃｉｔｙ ｏｆ ａｂｏｕｔ 40 ＭＶＡ ｉｓ ｎｅｅｄｅｄ．
Ｔｏ ｓｔａｂｉｌｉｚｅ ｔｈｅ ｓｕｂｍｅｒｇｅｄａｒｃ
ｈｅａｔｉｎｇ ｉｔ ｉｓ ｎｅｃｅｓｓａｒｙ ｔｏ ｃｏｎｔｒｏｌ ｔｈｅ
ｆｌｕｃｔｕａｔｉｏｎｓ ｏｆ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ｓｕｒｆａｃｅ，
ｔｈｅｒｅｂｙ ｋｅｅｐｉｎｇ ｔｈｅ ａｒｃ ｌｅｎｇｔｈ ｔｏ ａ
ｍｉｎｉｍｕｍ． Ｔｈｉｓ ｒｅｑｕｉｒｅｍｅｎｔ ｃｏｎ
ｆｌｉｃｔｓ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｎｅｅｄ ｆｏｒ ｇｏｏｄ ｓｔｉｒｒｉｎｇ
ｉｎ ｔｈｅ ｖｅｓｓｅｌ，ａｎｄ ｒｅｓｔｒｉｃｔｓ，ｉｎ ｔｈｅ
ｃａｓｅ ｏｆ ｇａｓ ｂｌｏｗ ｓｔｉｒｒｉｎｇ，ｔｈｅ ｍａｘｉ
ｍｕｍ ｆｌｏｗ ｒａｔｅ ｔｏ ａｂｏｕｔ
0． 4 0． 5 ｍ3 ／ ｍｉｎ ａｔ ＳＴＰ （Ｆｉｇ．



９６５　　

二

研

究

论

文

15）． Ｉｎｄｕｃｔｉｏｎ ｓｔｉｒｒｉｎｇ，ｗｈｉｃｈ ｇｉｖｅｓ ａ ｍｏｒｅ ｓｔｅａｄｙ ｔｕｒｂｕｌｅｎｃｅ ｏｆ ｔｈｅ ｍｅｌｔ，ｉｓ
ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ ｐｒｅｆｅｒａｂｌｅ ｉｎ ｃｏｍｂｉｎａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ ｓｕｂｍｅｒｇｅｄａｒｃ ｈｅａｔｉｎｇ．

Ｆｉｇ． 15 Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ａｒｇｏｎ ｆｌｏｗ ｒａｔｅ ｏｎ ｍｏｌｔｅｎ ｓｔｅｅｌ ｓｕｒｆａｃｅ

Ｈｅａｔｉｎｇ ｂｙ ｐｌａｓｍａ ｉｓ ａ ｒｅｃｅｎｔｌｙ ｉｎｔｒｏｄｕｃｅｄ ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ，ｗｈｉｃｈ ｈｏｌｄｓ ｍｕｃｈ
ｐｒｏｍｉｓｅ ｆｏｒ ｆｕｔｕｒｅ ｄｅｖｅｌｏｐｍｅｎｔ． Ｅｘｐｅｒｉｅｎｃｅ ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ｔｈａｔ ｓｕｂｍｅｒｇｅｄ ｐｌａｓｍａ
ｈｅａｔｉｎｇ ｉｓ ｐｒｅｆｅｒｒｅｄ，ｄｕｅ ｔｏ ｔｈｅ ｏｐｔｉｍａｌ ｈｅａｔ ｒｅｃｏｖｅｒｙ．

ＣＯＮＴＲＯＬ ＯＦ ＩＮＣＬＵＳＩＯＮＳ ＡＮＤ ＲＥＳＩＤＵＡＬ ＥＬＥＭＥＮＴＳ

Ｗｉｔｈ ａｄｅｑｕａｔｅ ａｐｐｌｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｃｕｒｒｅｎｔ ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ ｗｅ
ｃａｎ ｃｏｎｓｉｄｅｒ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｌｅｖｅｌｓ ｏｆ ｐｒｉｍｅ ｉｍｐｕｒｉｔｉｅｓ ｉｎ ｓｔｅｅｌ ａｓ ｏｕｒ ｗｏｒｋｉｎｇ
ｓｔａｎｄａｒｄ ｉｎ ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ“ｃｌｅａｎ ｓｔｅｅｌ”：

ｃａｒｂｏｎ < 100（6）ｐｐｍ ｏｘｙｇｅｎ < 15（5）ｐｐｍ
ｓｕｌｐｈｕｒ < 10（1）ｐｐｍ ｎｉｔｒｏｇｅｎ < 30（14）ｐｐｍ
ｐｈｏｓｐｈｏｒｕｓ < 50（8）ｐｐｍ ｈｙｄｒｏｇｅｎ < 1（0． 2）ｐｐｍ

Ｔｈｅ ｆｉｇｕｒｅｓ ｇｉｖｅｎ ｉｎ ｂｒａｃｋｅｔｓ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔ ａ ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎ ｆｏｒ ａｔｔａｉｎａｂｌｅ ｌｅｖｅｌｓ ｉｎ ｔｈｅ
ｙｅａｒ 2000［19］．

ＣＡＲＢＯＮ ＣＯＮＴＲＯＬ

Ａｓ ｍｅｎｔｉｏｎｅｄ ａｂｏｖｅ，ｔｈｅ ｑｕａｌｉｔｙ ｒｅｑｕｉｒｅｍｅｎｔｓ ｆｏｒ ｓｔｅｅｌ ｐｌａｔｅ ｆｏｒ ｌｉｎｅｐｉｐｅ ｉｎ
ｃｒｅａｓｅｄ ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ 1970ｓ，ａｎｄ ｔｈｅ ｓｅｖｅｒｅ ｌｉｍｉｔｓ ｏｎ ｆｒａｃｔｕｒｅ ｔｏｕｇｈｎｅｓｓ ｉｎ ｔｈｅ
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ｗｅｌｄ ｈｅａｔａｆｆｅｃｔｅｄ ｚｏｎｅ（ＨＡＺ）ｄｅｍａｎｄｅｄ ａ ｓｔｅａｄｙ ｄｅｃｒｅａｓｅ ａｎｄ ｎａｒｒｏｗ ｃｏｎｔｒｏｌ
ｏｆ ｃａｒｂｏｎ ａｎｄ ｓｕｌｐｈｕｒ ｃｏｎｔｅｎｔｓ（Ｆｉｇ． 16 ａｎｄ 17）．

Ｆｉｇ． 16 Ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｃａｒｂｏｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｏｎ ＨＡＺ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ（ａ）ｔｏｕｇｈｎｅｓｓ，（ｂ）ｈａｒｄｎｅｓｓ

Ｆｉｇ． 17 Ｔｒｅｎｄｓ ｉｎ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｏｆ ｌｉｎｅｐｉｐｅ ｓｔｅｅｌ（ａ）ｃａｒｂｏｎ，（ｂ）ｓｕｌｐｈｕｒ（Ｘ65）

Ｂｙ ｕｓｉｎｇ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｗｉｔｈ ａ ｃｏｍｂｉｎａｔｉｏｎ ｏｆ ｏｘｙｇｅｎ ｂｌｏｗｉｎｇ ｆｒｏｍ
ｔｈｅ ｔｏｐ ａｎｄ ａｒｇｏｎ ｂｌｏｗｉｎｇ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｂｏｔｔｏｍ，ｔｈｅ ｃａｒｂｏｎ ｃａｎ ｓｕｃｃｅｓｓｆｕｌｌｙ ｂｅ ｒｅ
ｄｕｃｅｄ ｔｏ ａｂｏｕｔ 0. 03% . Ｌｏｗｅｒ ｖａｌｕｅｓ ａｒｅ ｏｂｔａｉｎａｂｌｅ，ｂｕｔ ａｔ ｔｈｅ ｐｒｉｃｅ ｏｆ ｉｎ
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ｃｒｅａｓｅｄ ｉｒｏｎ ｌｏｓｓ ｔｏ ｔｈｅ ｓｌａｇ，ａｎｄ ｉｎｃｒｅａｓｅｄ ｌｉｎｉｎｇ ｗｅａｒ． Ｆｏｒ ｖｅｒｙ ｌｏｗ ｃａｒｂｏｎ
ｃｏｎｔｅｎｔｓ ｉｔ ｉｓ ｎｅｃｅｓｓａｒｙ ｔｏ ｕｓｅ ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｓｕｃｈ ａｓ ＤＨ，ＲＨ
ａｎｄ ＲＨＯＢ．

Ｆｏｒ ｔｈｅ ｄｅｃａｒｂｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｒｅａｃｔｉｏｎ， C + O CO，ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｃｏｎｓｔａｎｔ，ｋＣ，
ｉｓ ｇｉｖｅｎ ｂｙ：

k
C

=，% C × a
O

/p
CO

= 0. 002（1 600� ） （9）

Ａｓｓｕｍｉｎｇ ａｎ ｏｘｙｇｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ（ａＯ）ｏｆ 0． 04 ａｎｄ ａ ＣＯ ｐａｒｔｉａｌ ｐｒｅｓｓｕｒｅ（ｐＣＯ）ｏｆ 0．
002 ｂａｒ，Ｅｑ 9 ｐｒｅｄｉｃｔｓ ａ ｆｉｎａｌ ｃａｒｂｏｎ ｖａｌｕｅ ｏｆ 1 ｐｐｍ［20］． Ｔｈｅ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ｆｏｒ ａｐ

Ｆｉｇ． 18 Ｃａｒｂｏｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｖｅｒｓｕｓ ｇａｓ ｆｌｏｗ ｒａｔｅ ｆｏｒ
13 ｍｉｎ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｉｎ ＲＨ ｐｒｏｃｅｓｓ

ｐｒｏａｃｈｉｎｇ ｔｈｉｓ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｖａｌｕｅ ｉｎ
ｐｒａｃｔｉｃｅ ａｒｅ ｇｏｏｄ ｃｏｎｖｅｃｔｉｏｎ ｉｎ ｔｈｅ
ｍｅｌｔ ａｎｄ ｒａｐｉｄ ｒｅｍｏｖａｌ ｏｆ ＣＯ ｂｙ
ｇｏｏｄ ｆｌｏｗ ｏｆ ｉｎｅｒｔ ｇａｓ． Ｆｉｇ． 18 ｉｌ
ｌｕｓｔｒａｔｅｓ ｔｈｅ ｌｅｖｅｌｓ ｏｆ ｃａｒｂｏｎ
ｗｈｉｃｈ ｃａｎ ｂｅ ａｔｔａｉｎｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ＲＨ
ｐｒｏｃｅｓｓ ｕｎｄｅｒ ｖａｒｉｏｕｓ ｇａｓ ｆｌｏｗ
ｒａｔｅｓ［21］． Ｆｒｏｍ ａ ｐｒａｃｔｉｃａｌ ｐｏｉｎｔ ｏｆ
ｖｉｅｗ ａ ｍａｘｉｍｕｍ ｆｌｏｗ ｒａｔｅ ｏｆ ａ
ｂｏｕｔ 2 ｍ3 ｐｅｒ ｍｉｎ（ＳＴＰ） ｓｅｅｍｓ
ｒｅａｌｉｓｔｉｃ， ａｎｄ ｔｈｅ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ
ｅｎｄ ｃａｒｂｏｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｉｓ ｏｆ ｔｈｅ ｏｒｄｅｒ
ｏｆ 20 ｐｐｍ． Ｉｎ ｓｏｍｅ ｃａｓｅｓ ｌｅｖｅｌｓ
ｏｆ 10 ｐｐｍ ｃａｒｂｏｎ ｈａｖｅ ｂｅｅｎ
ｒｅａｃｈｅｄ［22］．

Ｃａｒｂｏｎ ｒｅｍｏｖａｌ ｉｓ ａｌｓｏ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｉｎ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ． Ａ ｎｕｍｂｅｒ ｏｆ
ｎｅｗ ＣｒＭｏ ｓｔｅｅｌｓ ｗｉｔｈ ｕｌｔｒａｌｏｗ ｃａｒｂｏｎ ａｎｄ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔｓ ａｒｅ ｎｏｗ ｉｎ ｐｒｏｄｕｃ
ｔｉｏｎ（“Ｓｕｐｅｒｆｅｒｒｉｔｅｓ”）． Ｔａｂｌｅ 2 ｇｉｖｅｓ ｔｙｐｉｃａｌ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎｓ［23］．

Ｔａｂｌｅ 2 Ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｏｆ“ｓｕｐｅｒｆｅｒｒｉｔｅｓ”，ｗｔ%

Ｍａｘ． Ｃ Ｃｒ Ｍｏ Ｎｉ Ｏｔｈｅｒｓ

0． 015 18 2 — Ｔｉ

0. 015 28 2. 5 4 Ｎｂ

0. 002 26 1 — —

0. 005 28 2 — —

Ｔｈｅｓｅ ｓｔｅｅｌｓ ｃａｎ ｏｎｌｙ ｂｅ ｐｒｏｄｕｃｅｄ ｂｙ ａｐｐｌｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ，ｔｈｅ
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ＡＯＤ ｏｒ ＣＬＵ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｆｏｒ ｓｔｅｅｌｓ ｗｉｔｈ ｍｉｎ Ｃ ａｂｏｕｔ 100 ｐｐｍ，ａｎｄ ｔｈｅ ＶＯＤ
ｐｒｏｃｅｓｓ ｆｏｒ ｅｖｅｎ ｌｏｗｅｒ ｃａｒｂｏｎ ｃｏｎｔｅｎｔｓ． Ｍａｎｙ ａｕｓｔｅｎｉｔｉｃ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｇｒａｄｅｓ ａｒｅ ａｌｓｏ
ｐｒｏｄｕｃｅｄ ｗｉｔｈ ｖｅｒｙ ｌｏｗ ｃａｒｂｏｎ ｃｏｎｔｅｎｔ，ｐｒｉｍａｒｉｌｙ ｕｓｉｎｇ ＡＯＤ ｏｒ ＣＬＵ ｐｒｏｃｅｓ
ｓｅｓ，ｔｈｅｒｅｂｙ ｉｎｃｒｅａｓｉｎｇ ｔｈｅｉｒ ｗｅｌｄａｂｉｌｉｔｙ ａｎｄ ｃｏｒｒｏｓｉｏｎ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｃｏｎｓｉｄｅｒａｂｌｙ．
Ｔｙｐｉｃａｌ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎｓ ｏｆ ｔｈｅｓｅ ｌｏｗｃａｒｂｏｎ ｇｒａｄｅｓ ａｒｅ ｌｉｓｔｅｄ ｉｎ Ｔａｂｌｅ 3． Ｆｉｇ． 19

ｇｉｖｅｓ ｔｈｅ ｈｉｓｔｏｒｉｃａｌ ｔｒｅｎｄｓ ｉｎ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌ ｐｒｏｃｅｓｓ ｍｅｔｈｏｄｓ，ａｎｄ ｔｙｐｉｃａｌ ｃａｒｂｏｎ
ｃｏｎｔｅｎｔｓ． Ｃｕｒｒｅｎｔ ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ ｐｅｒｍｉｔｓ ｔｈｅ ｅｃｏｎｏｍｉｃ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ｃｏｍｍｅｒｃｉａｌ，
ｌｏｗｃａｒｂｏｎ，ｌｏｗｎｉｔｒｏｇｅｎ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌｓ，ｂｅｃａｕｓｅ ｏｆ ｈｉｇｈ ｐｒｏｄｕｃｔｉｖｉｔｙ，ｕｓｅ ｏｆ
ｌｅｓｓ ｅｘｐｅｎｓｉｖｅ ｒａｗ ｍａｔｅｒｉａｌｓ（ｎｏ ｌｏｗｃａｒｂｏｎ ｆｅｒｒｏａｌｌｏｙｓ），ａｎｄ ｈｉｇｈ ｍｅｔａｌ
ｙｉｅｌｄ． Ｆｏｒ ｅｘｔｒｅｍｅｌｙ ｌｏｗ ｃａｒｂｏｎ ａｎｄ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｌｅｖｅｌｓ（< 50 ｐｐｍ）ｔｈｅ ｏｘｙｇｅｎ ｒｅ
ｆｉｎｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ａｌｏｎｅ ａｒｅ ｎｏｔ ｓｕｆｆｉｃｉｅｎｔ，ａｎｄ ａ ｆｉｎａｌ，ｔｉｍｅｃｏｎｓｕｍｉｎｇ ｖａｃｕｕｍ
ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｕｎｄｅｒ ａｒｇｏｎ ｂｌｏｗｉｎｇ ｍｕｓｔ ｂｅ ａｄｄｅｄ（Ｆｉｇ． 20）［21］．

Ｔａｂｌｅ 3 Ｈｉｇｈａｌｌｏｙｅｄ ＣｒＮｉＭｏ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌｓ，ｗｔ%

Ｍａｘ． Ｃ Ｃｒ Ｍｏ Ｎｉ Ｏｔｈｅｒｓ

0． 030 17． 5 2． 8 13 0． 14 Ｎ

0． 030 17． 5 4． 5 13． 5 0． 14 Ｎ

0． 020 20 6． 3 25 0． 20 Ｎ

0． 020 20 6． 3 25 1． 5 Ｃｕ

0． 15 Ｎ

0． 020 20 6． 3 18 0． 7 Ｃｕ

0． 20 Ｎ

0． 020 20 4． 5 25 1． 5 Ｃｕ

0． 08 Ｎ

ＯＸＹＧＥＮ ＣＯＮＴＲＯＬ

Ｏｘｙｇｅｎ ａｎｄ ｏｘｉｄｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎ ｃｏｎｔｒｏｌ ｈａｓ ｔｏ ｂｅｇｉｎ ｗｈｅｎ ｔｈｅ ＢＯＦ ｏｒ ＥＡＦ ｉｓ
ｔａｐｐｅｄ． Ｏｎｌｙ ｔｈｅ ｍｉｎｉｍｕｍ ｏｆ ｐｒｉｍａｒｙ ｓｌａｇ，ｏｆｔｅｎ ｒｉｃｈ ｉｎ ｓｉｌｉｃａ ａｎｄ ＦｅＯ，ｓｈｏｕｌｄ
ｂｅ ｃａｒｒｉｅｄ ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ． Ｔｈｅ ｔｏｌｅｒａｂｌｅ ａｍｏｕｎｔ ｉｓ ｏｆ ｔｈｅ ｏｒｄｅｒ ｏｆ 2 4 ｋｇ ／ ｔｏｎ． Ａ
ｆｒｅｓｈ ｔｏｐ ｓｌａｇ ｏｎ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ｉｓ ｐｒｅｐａｒｅｄ ｂｙ ａｄｄｉｎｇ ｌｉｍｅ ａｎｄ ｆｌｕｏｒｓｐａｒ ｄｕｒｉｎｇ ｔａｐ
ｐｉｎｇ，ｗｈｉｃｈ ｈａｓ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｆｕｎｃｔｉｏｎｓ：



９６９　　

二

研

究

论

文

Ｆｉｇ． 19 Ｔｒｅｎｄｓ ｉｎ ｃａｒｂｏｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ａｎｄ ｐｒｏｃｅｓｓ ｍｅｔｈｏｄｓ ｆｏｒ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌ

Ｆｉｇ． 20 Ｄｅｃａｒｂｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｃｕｒｖｅｓ ｆｏｒ ｖａｒｉｏｕｓ
ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌｓ

Ｆｉｇ． 21 Ｄｅｏｘｉｄａｔｉｏｎ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｆｏｒ Ｆｅ
Ａｌ ｍｅｌｔｓ ａｎｄ ｃａｌｃｉｕｍ ａｌｕｍｉｎａｔｅ
ｍｅｌｔｓ ａｔ 1 600℃［27］

ｐｒｏｔｅｃｔｉｎｇ ｔｈｅ ｍｅｔａｌ ｆｒｏｍ ｒｅｏｘｉｄａｔｉｏｎ
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ｒｅｄｕｃｉｎｇ ｈｅａｔ ｌｏｓｓ ｂｙ ｒａｄｉａｔｉｏｎ
ｂｅｉｎｇ ａｎ ａｃｔｉｖｅ ｒｅａｇｅｎｔ ｉｎ ｔｈｅ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ
ａｂｓｏｒｂｉｎｇ ｏｘｉｄｅ ａｎｄ ｓｕｌｐｈｉｄｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｍｅｌｔ．

Ｔｈｅ ｓｌａｇ ｂａｓｉｃｉｔｙ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ａｂｏｕｔ 3 ｔｏ 5 ａｎｄ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｉｎｄｅｘ M = CaO/SiO2

: Al2 O3 ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ 0． 25 0． 35，ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ａｆｔｅｒ ｌａｄｌｅ
ｔｒｅａｔｍｅｎｔ． Ｔｈｅ ｏｘｙｇｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｓｕｃｈ ａ ｓｌａｇ ｉｓ ｖｅｒｙ ｌｏｗ，ｔｈｅ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ
ａｌｕｍｉｎａ ｉｎ ｔｈｅ ｌｉｍｅｓａｔｕｒａｔｅｄ ｓｌａｇｓ ｎｏｔ ｅｘｃｅｅｄｉｎｇ 0． 001，ａｎｄ ｔｈｅ ｏｘｙｇｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ
ｏｆ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ｉｎ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｓｌａｇ，ｂｅｉｎｇ ｌｅｓｓ ｔｈａｎ 4 × 10 - 5［26］. Ｍｏｓｔ ｌａｄｌｅ
ｔｒｅａｔｍｅｎｔｓ ｕｔｉｌｉｚｅ ＣａＯｂａｓｅｄ ｓｌａｇｓ ａｎｄ ａｌｕｍｉｎｕｍ ｆｏｒ ｄｅｏｘｉｄａｔｉｏｎ． Ｔｈｅ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉ
ｕｍ ｂｅｔｗｅｅｎ ＦｅＡｌ ｍｅｌｔｓ ａｎｄ ＣａＯＡｌ2Ｏ3 ｓｌａｇｓ ｐｌａｙｓ ａｎ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｒｏｌｅ． Ｆｉｇ． 21

ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｓ ｔｈｅ ｓｈａｒｐ ｄｅｃｒｅａｓｅ ｏｆ ｏｘｙｇｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｉｎ ｔｈｅ ｍｅｔａｌ ｗｉｔｈ ｉｎｃｒｅａｓｉｎｇ Al%

ａｎｄ ＣａＯｃｏｎｔｅｎｔ ｉｎ ｔｈｅ ｓｌａｇ［27］． Ｉｎ ａｄｄｉｔｉｏｎ，ｔｈｅ ＣａＯｒｉｃｈ ｓｌａｇｓ ｐｒｏｍｏｔｅ ｔｈｅ ｆｏｒ
ｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｇｌｏｂｕｌａｒ Ｃａａｌｕｍｉｎａｔｅｓ，ｗｈｉｃｈ ａｒｅ ｆａｒ ｌｅｓｓ ｈａｒｍｆｕｌ ｔｏ ｔｈｅ ｃａｓｔａｂｉｌｉｔｙ ｏｆ
ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ａｎｄ ｔｏ ｔｈｅ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｅｎｄ ｐｒｏｄｕｃｔ ｔｈａｎ ｔｈｅ ｄｅｎｄｒｉｔｉｃ ａｌｕｍｉｎａ ｓｌａｇ
ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｗｈｉｃｈ ｏｔｈｅｒｗｉｓｅ ｆｏｒｍ．

Ｔｈｅ ｄｅｏｘｉｄａｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ ｎｏｒｍａｌｌｙ ｐｒｏｇｒｅｓｓｅｓ ｗｉｔｈ ａ ｈｉｇｈ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｒａｔｅ，ａｎｄ
ｔｈｅ ｇｒｏｗｔｈ ａｎｄ ｒｅｍｏｖａｌ ｏｆ ｔｈｅ ｏｘｉｄｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ａｒｅ ｅｎｈａｎｃｅｄ ｂｙ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｏｆ ｔｈｅ
ｍｅｌｔ． Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ａｎｄ ｐｌａｎｔ ｓｔｕｄｉｅｓ ｇｉｖｅ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｅｘｐｒｅｓｓｉｏｎ ｆｏｒ ｔｈｅ ｒａｔｅ ｏｆ
ｏｘｉｄｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎ ｒｅｍｏｖａｌ［28］：

Ct = C0 exp（- Kt） （10）

ｗｈｅｒｅ：
C0 = ｉｎｉｔｉａｌ ｃｏｎｃｅｎｔｒａｔｉｏｎ ｏｆ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ
Ct = ｔｈｅ ｃｏｎｃｅｎｔｒａｔｉｏｎ ａｔ ｔｉｍｅ ｔ
K = ａｐｐａｒｅｎｔ ｒｅｍｏｖａｌｒａｔｅ ｃｏｎｓｔａｎｔ ａｔ ａ ｇｉｖｅｎ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｉｎｔｅｎｓｉｔｙ．

Ｂｏｔｈ ｔｈｅ ｓｌａｇ ｌａｙｅｒ ａｎｄ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ｗａｌｌｓ ａｒｅ ａｓｓｕｍｅｄ ｔｏ ａｂｓｏｒｂ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ，ｂｕｔ，ｔｈｅ
ｌａｄｌｅ ｗａｌｌｓ ｃａｎ ａｌｓｏ ａｃｔ ａｓ ａ ｓｏｕｒｃｅ ｏｆ ｒｅｏｘｉｄａｔｉｏｎ ｉｆ ｔｈｅ ｒｅｆｒａｃｔｏｒｙ ｈａｓ ａ ｈｉｇｈｅｒ
ｏｘｙｇｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｔｈａｎ ｔｈｅ ｍｅｌｔ． Ｒｅｏｘｉｄａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｔｅｅｌ ｉｓ ａｎ ｏｂｖｉｏｕｓ ｒｉｓｋ，ｐａｒｔｉｃｕｌａｒ
ｌｙ ｄｕｒｉｎｇ ｔｅｅｍｉｎｇ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ｏｒ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｔｕｎｄｉｓｈ． Ａ ｖａｒｉｅｔｙ ｏｆ ｓｙｓｔｅｍｓ ｆｏｒ
ｔｅｅｍｉｎｇ ｕｎｄｅｒ ｐｒｏｔｅｃｔｉｖｅ ａｔｍｏｓｐｈｅｒｅ ｈａｖｅ ｂｅｅｎ ａｄａｐｔｅｄ ｆｏｒ ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ
ｃｌｅａｎ ｓｔｅｅｌｓ，ｐａｒｔｉｃｕｌａｒｌｙ ｆｏｒ ｃｏｎｔｉｎｕｏｕｓ ｃａｓｔｉｎｇ．

Ｏｘｉｄｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｃａｎ ｎｅｖｅｒ ｂｅ ｅｎｔｉｒｅｌｙ ｅｌｉｍｉｎａｔｅｄ，ａｎｄ ｔｈｕｓ ｗｅ ｈａｖｅ ｔｏ ｃｏｎ
ｓｉｄｅｒ ｔｈｅ ｓｈａｐｅ ａｎｄ ｎａｔｕｒｅ ｏｆ ｔｈｏｓｅ ｒｅｍａｉｎｉｎｇ ｉｎ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ． Ｃｏｎｔｒｏｌ ｏｆ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ
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ｃａｎ ｂｅ ａｃｈｉｅｖｅｄ ｂｙ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｏｆ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ｗｉｔｈ ａ ｓｙｎｔｈｅｔｉｃ ｓｌａｇ，ｏｒ ｗｉｔｈ ｃａｌｃｉｕｍ

Ｆｉｇ． 22 Ｄｅｆｏｒｍａｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ｏｘｉｄｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ａｔ ｒｏｌｌｉｎｇ
ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｉｎ ｔｈｅ ＣａＯＳｉＯ2 Ａｌ2Ｏ3 ｓｙｓｔｅｍ［9］

（Ｏｘｙｇｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｉｅｓ ｉｎ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｏｘ
ｉｄｅ ｐｈａｓｅ ａｒｅ ｐｌｏｔｔｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｒａｎｇｅ
ｆｏｒ ｐｌａｓｔｉｃ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ．）

ｃｏｍｐｏｕｎｄｓ． Ｓｙｎｔｈｅｔｉｃ ｓｌａｇ
ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｉｓ ｆｒｅｑｕｅｎｔｌｙ ｕｓｅｄ ｔｏ
ｏｂｔａｉｎ ｄｅｆｏｒｍａｂｌｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ
ｉｎ ｗｉｒｅ ａｎｄ ｓｔｒｉｐ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ．
Ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｏｆ ｐｒｅｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ
ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ａｒｅ ｓｔａｂｌｅ ｏｎｌｙ
ｕｎｄｅｒ ｃｌｏｓｅ ｃｏｎｔｒｏｌ ｏｆ ｔｈｅ ｏｘ
ｙｇｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ （Ｆｉｇ． 22）［28］．
Ｓｕｃｈ ａ ｎａｒｒｏｗ ｒａｎｇｅ ｏｆ ｏｘｙ
ｇｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｉｓ ｎｏｔ ｅａｓｉｌｙ ｏｂ
ｔａｉｎｅｄ ｂｙ Ａｌ ｏｒ Ｃａ ａｄｄｉｔｉｏｎｓ
ｔｏ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ，ａｎｄ ｉｔ ｉｓ ｐｒｅｆｅｒａ
ｂｌｅ ｔｏ ｕｓｅ ａ ｓｙｎｔｈｅｔｉｃ ｓｌａｇ
ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｗｉｔｈ ａｄｅｑｕａｔｅ
ｓｔｉｒｒｉｎｇ．

Ｉｎ ＳｉＭｎ ｏｒ ＳｉＭｎＡｌ
ｋｉｌｌｅｄ ｓｔｅｅｌ，ｔｈｅ ｏｘｙｇｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｉｓ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ ｅｉｔｈｅｒ ｂｙ ｔｈｅ Ｓｉａｎｄ Ｍｎ ｃｏｎｔｅｎｔｓ，
ｏｒ ｓｏｌｅｌｙ ｂｙ ｔｈｅ Ａｌｃｏｎｔｅｎｔ，ｄｅｐｅｎｄｉｎｇ ｏｎ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｖｅ ａｍｏｕｎｔｓ ｏｆ ｔｈｅｓｅ ｅｌｅｍｅｎｔｓ
（Ｆｉｇ． 23）［32］． Ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｉｎ ｓｔｅｅｌｓ ｄｅｏｘｉｄｉｚｅｄ ｗｉｔｈ ａｌｕｍｉｎｕｍ ｏｒ ｓｉｌｉｃｏｎ ｃａｎ ｂｅ
ｍｏｄｉｆｉｅｄ ｂｙ ｌｉｍｅｂａｓｅｄ ｐｏｗｄｅｒ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｏｒ ｂｙ ｃａｌｃｉｕｍ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ． Ｃａｔｒｅａｔｍｅｎｔ
ｉｓ ｔｈｅ ｍｏｒｅ ｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｍｅｔｈｏｄ． Ｔｏｔａｌ Ｃａｃｏｎｔｅｎｔｓ ｎｅｅｄｅｄ ｆｏｒ ｏｂｔａｉｎｉｎｇ ｌｉｑｕｉｄ ｉｎ
ｃｌｕｓｉｏｎｓ ｉｎ Ａｌｋｉｌｌｅｄ ｓｔｅｅｌ ａｒｅ ｇｉｖｅｎ ｉｎ Ｆｉｇ． 24［33］．

Ａｌｔｈｏｕｇｈ ｏｘｉｄｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ａｒｅ ｎｏｒｍａｌｌｙ ｒｅｇａｒｄｅｄ ａｓ ｈａｒｍｆｕｌ，ｔｈｅｙ ｃａｎ ｂｅ
ｂｅｎｅｆｉｃｉａｌ ｉｎ ｃｅｒｔａｉｎ ｐｒｏｄｕｃｔｓ． Ｆｏｒ ｅｘａｍｐｌｅ，ｇｌｏｂｕｌａｒ ｓｕｌｐｈｉｄｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ａｒｅ ｄｅ
ｓｉｒａｂｌｅ ｆｏｒ ｇｏｏｄ ｍａｃｈｉｎａｂｉｌｉｔｙ，ｃｏｌｄｄｅｆｏｒｍａｂｌｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｃａｎ ｉｍｐｒｏｖｅ ｔｈｅ ｃｏｌｄ
ｄｅｆｏｒｍａｂｉｌｉｔｙ ａｎｄ ｐｏｌｉｓｈｉｎｇ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｃｅｒｔａｉｎ ｓｔｅｅｌｓ，ａｎｄ Ｃａａｌｕｍｉｎａｔｅｓ
ｏｒ Ｃａｓｉｌｉｃａｔｅｓ ｃａｎ ｈａｖｅ ｐｏｓｉｔｉｖｅ ｅｆｆｅｃｔｓ ｏｎ ｔｈｅ ｆｒｅｅｃｕｔｔｉｎｇ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ．
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Ｆｉｇ． 23 Ｔｙｐｅ ｏｆ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ａｓ ａ ｆｕｎｃｔｉｏｎ ｏｆ ｃｏｎｃｅｎｔｒａｔｉｏｎ ｏｆ Ｍｎ，Ｓｉ ａｎｄ Ａｌ

Ｆｉｇ． 24 Ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｃａｌｃｉｕｍ ａｎｄ ｖａｒｉｏｕｓ ｎｏｎｍｅ
ｔａｌｌｉｃ ｅｌｅｍｅｎｔｓ ｉｎ ｌｉｑｕｉｄ ｉｒｏｎ ａｔ 1 600℃［7］（Ｎｏｔｅ ｔｈｅ ｈｉｇｈ
ｓｏｌｕｂｉｌｉｔｙ ｐｒｏｄｕｃｔ ｏｆ ＣａＯ ａｎｄ ＣａＳ．）
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Ｔｒａｎｓｆｏｒｍｉｎｇ ｔｈｅ ｃｌｕｓｔｅｒｆｏｒｍｉｎｇ ａｌｕｍｉｎａ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｉｎｔｏ ｌｏｗｍｅｌｔｉｎｇ
Ｃａａｌｕｍｉｎａｔｅ ｂｙ ＣａＳｉ ｉｎ ｊｅｃｔｉｏｎ ｉｓ ａｎｏｔｈｅｒ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｅｘａｍｐｌｅ ｏｆ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎ
ｍｏｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ． Ｔｈｅ ａｌｕｍｉｎａ ｄｅｎｄｒｉｔｅｓ ｃａｎ ｃａｕｓｅ ｎｏｚｚｌｅ ｂｌｏｃｋａｇｅ ｄｕｒｉｎｇ
ｃｏｎｔｉｎｕｏｕｓ ｃａｓｔｉｎｇ ｏｆ Ａｌｋｉｌｌｅｄ ｓｔｅｅｌｓ，ｗｈｉｌｅ ｔｈｅ Ｃａａｌｕｍｉｎａｔｅｓ ｎｏｒｍａｌｌｙ ｄｏ
ｎｏｔ ｓｔｉｃｋ ｔｏ ｔｈｅ ｎｏｚｚｌｅ ｗａｌｌｓ，ｌｅｔｔｉｎｇ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ｐａｓｓ ｆｒｅｅｌｙ． Ｔｏ ｅｌｉｍｉｎａｔｅ
ｎｏｚｚｌｅ ｂｌｏｃｋａｇｅ ｔｈｅ Ｃａ ／ Ａｌｒａｔｉｏ ｓｈｏｕｌｄ ｅｘｃｅｅｄ 0． 14［39］，ａｎｄ ｔｈｅ ｏｘｉｄｅ
ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｓｈｏｕｌｄ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄ ｔｏ ＣａＯ· 2Ａｌ2Ｏ3 ｏｒ ａｌｕｍｉｎａｔｅｓ ｏｆ ｈｉｇｈｅｒ
ＣａＯｃｏｎｔｅｎｔｓ．

Ｉｔ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｓｕｇｇｅｓｔｅｄ［35 ～ 37］ ｔｈａｔ ｍｏｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｃａｎ ｂｅ
ｏｂｔａｉｎｅｄ ｂｙ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｏｆ ｓｌａｇｆｏｒｍｉｎｇ ｐｒｏｄｕｃｔｓ，ｏｒ ｅｖｅｎ ｂｙ ａｒｇｏｎ ｂｕｂｂ
ｌｉｎｇ ｕｎｄｅｒ ａ ｔｏｐｓｌａｇ，ｂｕｔ ｔｈｅｒｅ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｎｏ ｃｏｎｃｌｕｓｉｖｅ ｖｅｒｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｉｎ
ｐｒａｃｔｉｃｅ． Ｈｏｗｅｖｅｒ，ｉｎ ｏｕｒ ｅｘｐｅｒｉｅｎｃｅ，ａ ｆｉｎａｌ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｏｆ ｌｉｍｅｆｌｕｏｒｓｐａｒ
ａｆｔｅｒ ＣａＳｉｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｉｓ ｒｅｃｏｍｍｅｎｄｅｄ ｔｏ ｃｏｕｎｔｅｒａｃｔ ｔｈｅ ｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｌａｒｇｅ
Ｃａｏｘｙｓｕｌｐｈｉｄｅｓ，ｗｈｉｃｈ ｍａｙ ｏｃｃｕｒ ｉｎ Ｃａｓａｔｕｒａｔｅｄ ｓｔｅｅｌ．

ＳＵＬＰＨＵＲ ＡＮＤ ＳＵＬＰＨＩＤＥ ＩＮＣＬＵＳＩＯＮ ＣＯＮＴＲＯＬ

Ｇｏｏｄ ｄｅｏｘｉｄａｔｉｏｎ ｉｓ ａ ｐｒｅｒｅｑｕｉｓｉｔｅ ｆｏｒ ｓｕｌｐｈｕｒ ｒｅｍｏｖａｌ ｆｒｏｍ ａ ｓｔｅｅｌ
ｍｅｌｔ． Ｉｎ ｉｎｔｅｇｒａｔｅｄ ｓｔｅｅｌｗｏｒｋｓ ｔｈｅ ｈｏｔ ｍｅｔａｌ ｉｓ ｕｎｄｅｒ ｒｅｄｕｃｉｎｇ ｃｏｎｄｉ
ｔｉｏｎｓ，ａｎｄ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｓｈｏｕｌｄ ｓｔａｒｔ ａｔ ｔｈｉｓ ｓｔａｇｅ． Ｔｈｅｒｅ ａｒｅ ｈｏｔ ｍｅｔａｌ
ｔｒｅａｔｍｅｎｔｓ ｃａｐａｂｌｅ ｏｆ ｒｅｄｕｃｉｎｇ ｔｈｅ ｓｕｌｐｈｕｒ ｃｏｎｔｅｎｔ ｄｏｗｎ ｔｏ 0. 003% . Ｉｔ ｉｓ
ｎｏｔ ｌｉｋｅｌｙ，ｈｏｗｅｖｅｒ，ｔｈａｔ ｓｕｃｈ ａ ｌｅｖｅｌ ｃａｎ ｂｅ ｍａｉｎｔａｉｎｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ＢＯＦ
ｐｌａｎｔ． Ａ ｆｉｎａｌ ｓｕｌｐｈｕｒ ｃｏｎｔｅｎｔ ｌｏｗｅｒ ｔｈａｎ 0. 010% ｉｓ ｒａｒｅｌｙ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｆｒｏｍ
ｔｈｅ ＢＯＦ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ． Ｌｉｋｅｗｉｓｅ ｉｎ ＥＡＦ ｓｔｅｅｌ ｔｈｅ ｍｉｎｉｍｕｍ ｓｕｌｐｈｕｒ ｃｏｎｔｅｎｔ
ｉｓ 0. 010% . Ｔｈｕｓ，ｓｕｂｓｅｑｕｅｎｔ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｉｓ ｉｎｄｉｓｐｅｎｓａｂｌｅ． Ｔｈｅｒｅ
ａｒｅ ｔｗｏ ｔｙｐｅｓ ｏｆ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｆｏｒ ｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｓｕｌｐｈｕｒ ｒｅｍｏｖａｌ：
ｒｅａｃｔｉｏｎ ｗｉｔｈ ａ ｓｙｎｔｈｅｔｉｃ ｔｏｐｓｌａｇ ｕｎｄｅｒ ｇｏｏｄ ｓｔｉｒｒｉｎｇ，ｍｏｓｔ ｏｆｔｅｎ ａｒｇｏｎ ｂｕｂｂ
ｌｉｎｇ ｕｎｄｅｒ ａ ＣａＯＡｌ2Ｏ3ＣａＦ2 ｔｏｐ ｓｌａｇ
ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｏｆ Ｃａｃｏｍｐｏｕｎｄｓ ｏｒ ｌｉｍｅｂａｓｅｄ ｐｏｗｄｅｒｓ，ｏｒ ｂｏｔｈ ｉｎ ｓｅｑｕｅｎｃｅ．

Ｉｎ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ，ｕｓｉｎｇ ＣａＳｉｐｏｗｄｅｒ ａｓ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚｉｎｇ ａｇｅｎｔ，
ｗｅ ｆｉｎｄ ａ ｃｏｎｓｉｓｔｅｎｔ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｏｘｙｇｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ，ｔｈｅ ａｍｏｕｎｔ ｏｆ ＣａＳｉ
ａｄｄｅｄ ａｎｄ ｔｈｅ ｄｅｇｒｅｅ ｏｆ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｏｂｔａｉｎｅｄ（Ｆｉｇ． 25）［32］．

Ａ ｂａｓｉｃ ｌｉｎｉｎｇ ａｎｄ ｉｎｔｅｎｓｉｖｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｂｙ ｔｈｅ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｇａｓ ｃｏｎｔｒｉｂｕｔｅ ｔｏ ｒａｐｉｄ
ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ． Ｓｕｌｐｈｕｒ ｌｅｖｅｌｓ ａｓ ｌｏｗ ａｓ 30 ｐｐｍ ａｒｅ ｏｂｔａｉｎａｂｌｅ ｏｎ ａ ｒｅｇｕｌａｒ
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Ｆｉｇ． 25 Ｒｅｌａｔｉｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｄｅｇｒｅｅ ｏｆ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ａｎｄ ｏｘｙｇｅｎ
ａｃｔｉｖｉｔｙ ｉｎ ｌｉｑｕｉｄ ｓｔｅｅｌ ｂｅｆｏｒｅ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｏｆ ａ ｆｉｘｅｄ ａｍｏｕｎｔ
ｏｆ ＣａＳｉ

ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｂａｓｉｓ．

Ｆｉｇ． 26 Ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｂｙ ｓｅｑｕｅｎｃｅ ｆｌｕｓｈｉｎｇ
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Ｆｉｇ． 26 ｓｈｏｗｓ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｆｒｏｍ ｆｕｌｌｓｃａｌｅ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ［2］，ｕｓｉｎｇ 5 ｋｇ ／ ｔｏｎ ｏｆ
ｓｔｅｅｌ ｏｆ ａ ｌｉｍｅ + ｆｌｕｏｒｓｐａｒ ｍｉｘ，ｆｌｕｓｈｉｎｇ ｗｉｔｈ 1 ｍ3 ／ ｍｉｎ（ＳＴＰ）ａｒｇｏｎ ｆｏｒ ａｂｏｕｔ
12 ｍｉｎ，ａｎｄ ｆｉｎａｌｌｙ ｉｎｊｅｃｔｉｎｇ 1． 5 ｋｇ ／ ｔｏｎ ＣａＳｉ． Ｔｈｅ ＳＬＵＬＳ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ，
ｄｅｖｅｌｏｐｅｄ ｂｙ Ｓｃａｎｄｉｎａｖｉａｎ Ｌａｎｃｅｒｓ ａｉｍｓ ａｔ ａｎ ｕｌｔｒａｌｏｗ ｓｕｌｐｈｕｒ ｃｏｎｔｅｎｔ ｏｆ 20

ｐｐｍ ｍａｘ． Ｔｈｉｓ ｐｒｏｃｅｓｓ ｉｓ ｕｓｅｄ ｂｙ ＢＳＣ ａｔ ｔｈｅｉｒ Ｌａｃｋｅｎｂｙ ｗｏｒｋｓ ｆｏｒ ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃ
ｔｉｏｎｓ ｏｆ ｌｉｎｅｐｉｐｅ ｓｔｅｅｌ． Ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｒｅｓｕｌｔｓ ａｒｅ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇｓ． 27 ａｎｄ 28． Ｔｈｅ 20

ｐｐｍ ｌｉｍｉｔ ｉｓ ｒｅａｃｈｅｄ ｂｙ > 80% ｏｆ ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｗｉｔｈ ａｎ ａｖｅｒａｇｅ ＣａＳｉ ｃｏｎｓｕｍｐ
ｔｉｏｎ ｏｆ ａｐｐｒｏｘｉｍａｔｅｌｙ 3 ｋｇ ／ ｔｏｎ ｏｆ ｓｔｅｅｌ，ｗｈｉｃｈ ｉｓ 30% ｔｏ 50% ｌｏｗｅｒ ｔｈａｎ ｆｏｒ ｔｈｅ
ｓｔａｎｄａｒｄ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｄｕｒｅ．

Ｆｉｇ． 27 Ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｆｉｎａｌ ｓｕｌｐｈｕｒ
ｆｏｒ ｔｈｅ ＳＬＵＬＳ ｐｒｏｃｅｓｓ

Ｆｉｇ． 28 Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｓｔａｎｄ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ
ｐｒｏｃｅｄｕｒｅｓ ａｎｄ ＳＬＵＬＳ ｐｒｏｃｅｓｓ

Ｆｉｇ． 29 Ｓｃｈｅｍａｔｉｃ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｄｉａｇｒａｍｓ ａ）ａｌｕｍｉｎｕｍ ｄｅｏｘｉｄｉｚｅｄ ｂ）
ａｌｕｍｉｎｕｍ ａｎｄ ｃａｌｃｉｕｍ ｄｅｏｘｉｄｉｚｅｄ
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Ｔｈｅ ｎａｔｕｒｅ ｏｆ ｔｈｅ ｓｕｌｐｈｉｄｅ ａｎｄ ｏｘｉｄｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｒｅｍａｉｎｉｎｇ，ｉｎ ｓｍａｌｌ
ａｍｏｕｎｔｓ ｉｎ ｃａｌｃｉｕｍｔｒｅａｔｅｄ ｓｔｅｅｌｓ ａｒｅ ｓｔｒｏｎｇｌｙ ａｆｆｅｃｔｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｃｏｎｃｅｎｔｒａ
ｔｉｏｎ ｏｆ ｃａｌｃｉｕｍ（Ｆｉｇ． 29ａ，ｂ）［38］． Ｉｎ Ａｌｋｉｌｌｅｄ ｓｔｅｅｌｓ ａ ｌｏｗｍｅｌｔｉｎｇｐｏｉｎｔ，
ｓｕｌｐｈｕｒｒｉｃｈ ｐｈａｓｅ，ｐｒｅｃｉｐｉｔａｔｅｓ ｉｎ ｔｈｅ ｇｒａｉｎ ｂｏｕｎｄａｒｉｅｓ ａｓ ＴｙｐｅⅡ ｍａｎ
ｇａｎｅｓｅ ｓｕｌｐｈｉｄｅ． Ｉｎ ｃｏｎｔｒａｓｔ ｔｈｅ ｓｍａｌｌ ａｍｏｕｎｔｓ ｏｆ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｄ ｓｕｌｐｈｕｒ ｉｎ
Ｃａｔｒｅａｔｅｄ ｓｔｅｅｌｓ ｆｏｒｍ ａ ｅｕｔｅｃｔｉｃ ｍｅｌｔ ｒｉｃｈｅｒ ｉｎ ｏｘｉｄｅ，ｙｉｅｌｄｉｎｇ ｇｌｏｂｕｌａｒ
Ｃａａｌｕｍｉｎａｔｅｓ ｓｕｒｒｏｕｎｄｅｄ ｂｙ ａ Ｃａｓｕｌｐｈｉｄｅ ｃｏａｔｉｎｇ（Ｆｉｇ． 30）． Ａｌｕｍｉｎａ
ｄｅｎｄｒｉｔｅｓ ａｎｄ ｓｕｌｐｈｉｄｅ ｓｔｒｉｎｇｅｒｓ ａｒｅ ｔｈｅｒｅｂｙ ｅｌｉｍｉｎａｔｅｄ． Ａ ｒｅｃｅｎｔ ｓｔｕｄ
ｙ［40］，ｈａｓ ｓｈｏｗｎ， ｔｈａｔ ｓｕｌｐｈｉｄｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｉｎ Ａｌｋｉｌｌｅｄ ｓｔｅｅｌｓ ａｒｅ ｃｏｍ
ｐｌｅｔｅｌｙ ｔｒａｎｓｆｏｒｍｅｄ ｗｈｅｎ ｔｈｅ ｑｕａｎｔｉｔｙ ｏｆ ｓｏｌｕｂｌｅ ｃａｌｃｉｕｍ ａｎｄ ｒａｒｅ ｅａｒｔｈ
ｍｅｔａｌｓ ｐｒｅｓｅｎｔ ｉｓ ｓｕｆｆｉｃｉｅｎｔ ｔｏ ｒｅａｃｔ ｗｉｔｈ ａｔ ｌｅａｓｔ 40% ｏｆ ｔｈｅ ｄｉｓｓｏｌｖｅｄ ｓｕｌ
ｐｈｕｒ ａｔ ｔｈｅ ｓｔａｒｔ ｏｆ ｓｏｌｉｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ（Ｆｉｇ． 31）． Ａｎｏｔｈｅｒ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｉｏｎ［41］，ｉｎ
ｄｉｃａｔｅｓ ｈｏｗ ｅｖｅｎ ｓｍａｌｌ ａｍｏｕｎｔｓ ｏｆ Ｃａ ｓｕｂｓｔｉｔｕｔｉｎｇ ｆｏｒ Ｍｎ ｉｎ ｔｈｅ ｓｕｌｐｈｉｄｅ
ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｄｒａｓｔｉｃａｌｌｙ ｉｎｃｒｅａｓｅｓ ｔｈｅｉｒ ｍｉｃｒｏｈａｒｄｎｅｓｓ（Ｆｉｇ． 32）．

Ｆｉｇ． 30 Ｓｃｈｅｍａｔｉｃ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔａｔｉｏｎ ｏｆ ｍｏｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｂｙ Ｃａ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ

Ｔｏ ｓｕｍｍａｒｉｚｅ，ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｙ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｓｕｃｈ ａｓ ｔｈｅ ＳＬＵＬＳ ｐｒｏｃｅｓｓ
ｐｒｏｖｉｄｅ ｅｘｃｅｌｌｅｎｔ ｃｏｎｔｒｏｌ ｏｆ ｓｕｌｐｈｉｄｅ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ，ｐｒｏｄｕｃｉｎｇ ｓｔｅｅｌｓ ｗｉｔｈ ｅｘｔｒｅｍｅｌｙ
ｌｏｗ ｓｕｌｐｈｕｒ ｃｏｎｔｅｎｔ，ａｎｄ ｃａｕｓｉｎｇ ｔｈｅ ｒｅｍａｉｎｉｎｇ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ｔｏ ｈａｖｅ ａ ｓｈａｐｅ ｗｈｉｃｈ
ｍｉｎｉｍｉｚｅｓ ｄｅｔｒｉｍｅｎｔａｌ ｅｆｆｅｃｔｓ ｏｎ ｅｎｄｐｒｏｄｕｃｔ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ．
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Ｆｉｇ． 31 Ｃｏｎｔｒｏｌ ｏｆ ｍｏｒｐｈｏｌｏｇｙ ａｎｄ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｓｕｌｐｈｉｄｅｓ ｉｎ ＨＳＬＡ
ｓｔｅｅｌ ｂｙ ａｄｄｉｔｉｏｎｓ ｏｆ Ｃａ ｏｒ ｒａｒｅ ｅａｒｔｈ ｅｌｅｍｅｎｔｓ

ACR =
32
40

［% Caeff］

［% S］
=

32
140

［% REeff］

［% S］

Ｆｉｇ． 32 Ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ａｎｄ ｓｕｌｐｈｉｄｅ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ ｏｎ ｍｉｃｒｏｈａｒｄ
ｎｅｓｓ ｏｆ（Ｃａ，Ｍｎ）Ｓ ｓｏｌｉｄ ｓｏｌｕｔｉｏｎｓ
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ＨＹＤＲＯＧＥＮ ＣＯＮＴＲＯＬ

Ｔｈｅ ｅｘｔｅｎｔ ｏｆ ｈｙｄｒｏｇｅｎ ｒｅｍｏｖａｌ ｂｙ ｖａｒｉｏｕｓ ｄｅｇａｓｓｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｉｓ ｉｎｄｉｃａｔｅｄ
ｉｎ Ｆｉｇ． 33． Ｈｙｄｒｏｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔｓ ｂｅｌｏｗ 2 ｐｐｍ ａｒｅ ｏｂｔａｉｎａｂｌｅ ｂｙ ｍｏｓｔ ｏｆ ｔｈｅ ｍｅｔｈ

Ｆｉｇ． 33 Ｈｙｄｒｏｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔｓ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｂｙ
ｖａｒｉｏｕｓ ｄｅｇａｓｓｉｎｇ ｍｅｔｈｏｄｓ

ｏｄｓ． Ａｌｌｏｙｅｄ ｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｓｔｅｅｌｓ，
ｐａｒｔｉｃｕｌａｒｌｙ ｔｈｏｓｅ ｃｏｎｔａｉｎｉｎｇ
ｎｉｃｋｅｌ，ａｒｅ ｖｅｒｙ ｓｅｎｓｉｔｉｖｅ ｔｏ ｈｙ
ｄｒｏｇｅｎ ｃｒａｃｋｓ（“ｆｌａｋｅｓ”）． Ｉｎ
ｌａｒｇｅ ｆｏｒｇｉｎｇ ｉｎｇｏｔｓ ｏｆ ｍａｃｈｉｎｅ
ａｎｄ ｔｏｏｌ ｓｔｅｅｌ ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｐｅｒ
ｍｉｔｔｅｄ ｈｙｄｒｏｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｉｓ ｕｓｕ
ａｌｌｙ 1． 5 ｐｐｍ，ａｎｄ ａｔ ｔｉｍｅｓ ｅｖｅｎ
ｖａｃｕｕｍ ｃａｓｔｉｎｇ ｉｓ ａｐｐｌｉｅｄ． Ｉｎ ｌａ
ｄｌｅ ｄｅｇａｓｓｉｎｇ ｃｏｎｓｉｄｅｒａｂｌｅ ｔｉｍｅ
ａｎｄ ａ ｇｏｏｄ ｖａｃｕｕｍ ａｒｅ ｎｅｅｄｅｄ ｔｏ
ｏｂｔａｉｎ ｇｏｏｄ ｈｙｄｒｏｇｅｎ ｒｅｍｏｖａｌ
（Ｆｉｇ． 34）． Ａｎ ｉｎｔｅｎｓｉｖｅ ｇａｓ ａｇｉｔａ
ｔｉｏｎ ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ，ｏｆｔｅｎ ｉｎｄｕｃｅｄ ｂｙ ａｒｇｏｎ ｆｌｕｓｈｉｎｇ，ｉｓ ｒｅｑｕｉｒｅｄ． Ｔｈｅ ｄｅｏｘｉｄａ
ｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ａｌｓｏ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅｓ ｔｈｅ ｈｙｄｒｏｇｅｎ ｒｅｍｏｖａｌ（Ｆｉｇ． 35）［43］．

Ｆｉｇ． 34 Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｄｅｇａｓｓｉｎｇ ｔｉｍｅ ｏｎ ｈｙ
ｄｒｏｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｆｏｒ ｌａｄｌｅ ｄｅｇａｓｓｉｎｇ

Ｆｉｇ． 35 Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｔｈｅ ｄｅｇｒｅｅ ｏｆ ｄｅｏｘｉｄａｔｉｏｎ ｏｎ
ｈｙｄｒｏｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｆｏｒ ｔｈｅ ＤＨ ｐｒｏｃｅｓｓ
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Ｔｈｅ ｉｎｖｅｒｓｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｏｆ ｈｙｄｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｉｓ ｕｎｆｏｒｔｕｎａｔｅｌｙ ａ ｃｏｍｍｏｎ ｐｒｏｂｌｅｍ
ｏｆ ｍａｎｙ ｌａｄｌｅ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｙ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ，ｒａｉｓｉｎｇ ｔｈｅ ｈｙｄｒｏｇｅｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｂｙ ａｂｏｕｔ
1 1． 5 ｐｐｍ． Ｔｈｅ ｈｙｄｒｏｇｅｎ ｓｏｕｒｃｅｓ ａｒｅ ｔｈｅ ｈｕｍｉｄｉｔｙ ｏｆ ｔｈｅ ｓｌａｇｆｏｒｍｉｎｇ ａｄｄｉ
ｔｉｖｅｓ，ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｐｏｗｄｅｒｓ，ｆｅｒｒｏａｌｌｏｙｓ ａｎｄ ｅｖｅｎ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ａｎｄ ｔｕｎｄｉｓｈ ｌｉｎｉｎｇ． Ｗｅｌｌ
ｄｅｏｘｉｄｉｚｅｄ ｓｔｅｅｌ ｉｓ ｕｎｆｏｒｔｕｎａｔｅｌｙ ｓｔｒｏｎｇｌｙ ｓｅｎｓｉｔｉｖｅ ｔｏ ｈｙｄｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ；ａ ｓｔｅｅｌ
ｗｉｔｈ ａｎ ｏｘｙｇｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ 20 ｐｐｍ ｈａｓ ａｎ ｅｑｕｉｌｉｂｒｉｕｍ ｓｏｌｕｂｉｌｉｔｙ ｏｆ 20 ｐｐｍ Ｈ ａｔ ａ
ｗａｔｅｒ ｖａｐｏｒ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ｏｆ 0． 003 ａｔｍｏｓｐｈｅｒｅｓ． Ａｌｓｏ ｔｈｅ ｒａｔｅ ｏｆ ｈｙｄｒｏｇｅｎ ａｂｓｏｒｐｔｉｏｎ
ｉｎ ｌａｄｌｅｔｒｅａｔｅｄ ｓｔｅｅｌｓ ｉｓ ｈｉｇｈ，ｄｕｅ ｔｏ ｔｈｅ ｖｅｒｙ ｌｏｗ ｏｘｙｇｅｎ ａｎｄ ｓｕｌｐｈｕｒ ｃｏｎｔｅｎｔｓ．

ＮＩＴＲＯＧＥＮ ＣＯＮＴＲＯＬ

Ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｒｅｍｏｖａｌ ｂｙ ｖａｃｕｕｍ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｉｓ ａ ｓｌｏｗｍｏｖｉｎｇ ｒｅａｃｔｉｏｎ ｄｕｅ ｔｏ ｔｈｅ
ｌｏｗ ｍａｓｓ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｏｆ ｔｈｉｓ ｅｌｅｍｅｎｔ． Ｔｈｕｓ，ｉｎ ｐｒａｃｔｉｃｅ，ｔｈｅ ｏｎｌｙ ｗａｙ ｔｏ
ｐｒｏｄｕｃｅ ａ ｌｏｗｎｉｔｒｏｇｅｎ ｓｔｅｅｌ ｉｓ ａｖｏｉｄｉｎｇ ａｌｌ ｓｏｕｒｃｅｓ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｐｒｏ
ｃｅｓｓｉｎｇ ｂｙ ｕｓｉｎｇ ｌｏｗｎｉｔｒｏｇｅｎ ｒａｗ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ａｎｄ ａｄｄｉｔｉｖｅｓ，ａｎｄ ｂｙ ａｖｏｉｄｉｎｇ ｒｅ
ｂｌｏｗｉｎｇ，ｏｐｅｎ ｔａｐｐｉｎｇ ａｎｄ Ａｌ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｄｕｒｉｎｇ ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ａｎｄ ｔｅｅｍ
ｉｎｇ．

Ｆｉｇ． 36 Ｎｉｔｒｏｇｅｎ ａｂｓｏｒｐｔｉｏｎ ｄｕｒｉｎｇ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ
ｏｆ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ａｇｅｎｔｓ［120 Ｔ
ｄｏｌｏｍｉｔｅｌｉｎｅｄ ｌａｄｌｅ［49］］

Ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｆｒｏｍ ｔｈｅ
ａｔｍｏｓｐｈｅｒｅ ｇｅｎｅｒａｌｌｙ ｏｃｃｕｒｓ ｄｕｒ
ｉｎｇ ｌａｄｌｅ ｔｒｅａｔｍｅｎｔｓ． Ｄｕｒｉｎｇ Ｃａ
Ｓｉ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ，ｆｏｒ ｉｎｓｔａｎｃｅ，ｓｏｍｅ
20 ｔｏ 30 ｐｐｍ ｏｆ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ａｒｅ ａｄｄ
ｅｄ ｔｏ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ． Ａｄｄｉｔｉｏｎ ｏｆ ａ ｔｏｐ
ｓｌａｇ ｔｏ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ｒｅｄｕｃｅｓ ｔｈｅ ｎｉｔｒｏ
ｇｅｎ ａｂｓｏｒｐｔｉｏｎ ｉｎ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ（Ｆｉｇ．
36）． Ａ ｆｕｒｔｈｅｒ ａｄｖｉｓａｂｌｅ ｐｒｅｃａｕ
ｔｉｏｎ ｉｓ ｔｈｅ ｕｓｅ ｏｆ ｌａｄｌｅ ｈｏｏｄｓ ｔｏ
ｐｒｅｖｅｎｔ ｔｈｅ ａｃｃｅｓｓ ｏｆ ｔｈｅ ｓｕｒ
ｒｏｕｎｄｉｎｇ ａｔｍｏｓｐｈｅｒｅ ｄｕｒｉｎｇ ｔｒｅａｔ
ｍｅｎｔ． Ｆｉｇ． 37 ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｓ ｔｈｅ ｎｉ
ｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ＳＬ ｉｎ

ｊｅｃｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ，ｕｓｉｎｇ ａ ｄｏｕｂｌｅｈｏｏｄ ｓｙｓｔｅｍ，ｗｈｉｃｈ ｅｆｆｉｃｉｅｎｔｌｙ ｒｅｄｕｃｅｓ ｔｈｅ ｎｉｔｒｏ
ｇｅｎ ａｂｓｏｒｐｔｉｏｎ ｂｙ ａ ｆａｃｔｏｒ ｏｆ 3 ｔｏ 4． Ｏｔｈｅｒ ｍｅａｓｕｒｅｓ ｔａｋｅｎ ｔｏ ｐｒｅｖｅｎｔ ｎｉｔｒｏｇｅｎ
ｐｉｃｋｕｐ ｉｎｃｌｕｄｅ ｔｈｅ ｕｓｅ ｏｆ ａｎ ｉｒｏｎ ｆｏｉｌ ｃｏｖｅｒｉｎｇ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ｄｕｒｉｎｇ ｔａｐｐｉｎｇ，ｔｈｅ ｔａｐ
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ｓｔｒｅａｍ ｐａｓｓｉｎｇ ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｈｅ ｆｏｉｌ［46］． Ｌａｒｇｅ ｐｉｅｃｅｓ ｏｆ ｄｒｙ ｉｃｅ（ＣＯ2）ａｒｅ ｐｌａｃｅｄ ｏｎ
ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ｂｏｔｔｏｍ ｔｏ ｇｅｎｅｒａｔｅ ａ ｐｒｏｔｅｃｔｉｖｅ ａｔｍｏｓｐｈｅｒｅ ｏｖｅｒ ｔｈｅ ｌｉｑｕｉｄ ｓｔｅｅｌ．

Ｆｉｇ． 37 Ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｄｏｕｂｌｅｈｏｏｄ ｓｙｓｔｅｍ ｏｎ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｄｕｒｉｎｇ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ

Ｉｎ ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｅｘｔｒａｌｏｗ ｉｎｔｅｒｓｔｉｔｉａｌｃｏｎｔａｉｎｉｎｇ ＣｒＭｏ ｓｔｅｅｌｓ，“ｓｕ
ｐｅｒｆｅｒｒｉｔｅｓ”，ｃｏｎｓｉｄｅｒａｂｌｅ ｅｆｆｏｒｔ ｉｓ ｎｅｃｅｓｓａｒｙ ｔｏ ａｃｈｉｅｖｅ ｔｈｅ ｅｘｔｒｅｍｅｌｙ ｌｏｗ ｎｉｔｒｏ
ｇｅｎ ｌｅｖｅｌｓ ｒｅｑｕｉｒｅｄ． Ｔｈｅ ＶＯＤ ｐｒｏｃｅｓｓ ｉｓ ｔｈｅ ｏｎｅ ｎｏｒｍａｌｌｙ ｕｓｅｄ，ｂｕｔ ｓｅｖｅｒａｌ ｅｘ
ｔｒａ ｐｒｅｃａｕｔｉｏｎｓ ｍｕｓｔ ｂｅ ｔａｋｅｎ［46］． Ｔｈｅ ｃａｒｒｙｏｖｅｒ ｏｆ ｆｕｒｎａｃｅ ｓｌａｇ ｔｏ ｔｈｅ ＶＯＤ
ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｍｕｓｔ ｂｅ ｒｉｇｏｒｏｕｓｌｙ ｌｉｍｉｔｅｄ，ｔｈｅ ａｒｇｏｎｏｘｙｇｅｎ ｐｒｏｃｅｓｓ ｇａｓ ｉｓ ｉｎｊｅｃｔｅｄ
ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｔｏｐ ａｎｄ ａｒｇｏｎ ｂｌｏｗｎ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｂｏｔｔｏｍ． Ｍｏｒｅｏｖｅｒ，ｌｉｍｅ ａｎｄ ｆｌｕｏｒｓｐａｒ
ａｒｅ ａｄｄｅｄ ｔｏ ｆｏｒｍ ａ ｆｌｕｉｄ ｓｌａｇ ｉｎ ｔｈｅ ＶＯＤ． Ｔｈｅ ｉｎｉｔｉａｌ ｃａｒｂｏｎ ｃｏｎｔｅｎｔ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ
ｋｅｐｔ ａｔ ａ ｈｉｇｈｅｒ ｌｅｖｅｌ ｔｈａｎ ｎｏｒｍａｌｌｙ ｕｓｅｄ（ａｂｏｕｔ 1% Ｃ ｉｓ ｒｅｃｏｍｍｅｎｄｅｄ ｃｏｍ
ｐａｒｅｄ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｎｏｒｍａｌ 0. 3% 0. 4%）. Ｗｉｔｈ ｔｈｉｓ ｐｒａｃｔｉｃｅ 18% Ｃｒ ｓｕｐｅｒｆｅｒｒｉｔｅｓ
ａｒｅ ｐｒｏｄｕｃｅｄ ｗｉｔｈ ｔｏｔａｌ（C + N） < 150 ppm.

ＣＯＮＴＲＯＬ ＯＦ“ＴＲＡＭＰ ＥＬＥＭＥＮＴＳ”

Ｃｏｎｖｅｎｔｉｏｎａｌ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｉｃａｌ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｃａｎｎｏｔ ｒｅｍｏｖｅ ｉｍｐｕｒｉｔｉｅｓ ｓｕｃｈ ａｓ Ｃｕ，
Ｓｎ，Ａｓ，Ｓｂ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ，ａｎｄ ｃａｎｎｏｔ ａｃｈｉｅｖｅ ｄｅｐｈｏｓｐｈｏｒｉｚａｔｉｏｎ ｏｆ ｈｉｇｈｃｈｒｏ
ｍｉｕｍ ｏｒ ｈｉｇｈｍａｎｇａｎｅｓｅ ｍｅｌｔｓ． Ｕｎｆｏｒｔｕｎａｔｅｌｙ ｔｈｅｓｅ ｔｒａｍｐ ｅｌｅｍｅｎｔｓ ａｃｃｕｍｕｌａｔｅ
ｉｎ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ｔｈｒｏｕｇｈ ｒｅｃｉｒｃｕｌａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｃｒａｐ． Ｔａｂｌｅ 4 ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ｔｈｅ ｌｉｍｉｔｓ ｏｆ ｔｒａｍｐ
ｅｌｅｍｅｎｔｓ ｉｎ ｓｏｍｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｓｔｅｅｌ ｇｒａｄｅｓ，ａｎｄ ｔｈｅ ｔｙｐｉｃａｌ ｃｏｎｔｅｎｔｓ ｉｎ ｓｃｒａｐ，ｐｉｇ ｉ
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ｒｏｎ ａｎｄ ｓｐｏｎｇｅ ｉｒｏｎ． Ｔｈｅ ｃａｌｃｉｕｍ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｏｆ ｓｔｅｅｌ ｏｆｆｅｒｓ ｃｅｒｔａｉｎ ｐｏｓｓｉｂｉｌｉｔｉｅｓ
ｆｏｒ ｒｅｍｏｖｉｎｇ ｔｒａｍｐ ｅｌｅｍｅｎｔｓ［48 ～ 50］． Ｃａｌｃｉｕｍ ｍｅｔａｌ ｈａｓ ａ ｓｔｒｏｎｇ ａｆｆｉｎｉｔｙ ｆｏｒ Ｓｎ
ａｎｄ Ｐ，ｆｏｒｍｉｎｇ ｉｎｔｅｒｍｅｔａｌｌｉｃ ｐｈａｓｅｓ，ｓｕｃｈ ａｓ Ｃａ2Ｓｎ ａｎｄ Ｃａ3Ｐ2，ｗｈｉｃｈ ｃａｎ ｂｅ
ｕｓｅｄ ｏｎｌｙ ｉｎ ｖｅｒｙ ｓｐｅｃｉａｌ ｃａｓｅｓ． Ｒｅｍｏｖｉｎｇ ｃｏｐｐｅｒ ｆｒｏｍ ｓｔｅｅｌ ｈａｓ ｔｏ ｄａｔｅ ｎｏｔ ｂｅｅｎ
ｐｒｏｖｅｎ ｐｏｓｓｉｂｌｅ，ａｎｄ ｔｈｅ ｃｏｐｐｅｒ ｌｅｖｅｌ ｏｆ ｓｔｅｅｌ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｍｕｓｔ ｂｅ ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ｂｙ
ｄｉｌｕｔｉｎｇ ｔｈｅ ｃｉｒｃｕｌａｔｉｎｇ ｓｃｒａｐ ｗｉｔｈ ｖｉｒｇｉｎ ｒａｗ ｍａｔｅｒｉａｌ．

Ｔａｂｌｅ 4ａ Ｔｙｐｉｃａｌ ｍａｘｉｍｕｍ ｒｅｓｉｄｕａｌ ｌｉｍｉｔｓ ｏｆ ｃａｒｂｏｎ ｓｔｅｅｌｓ

∑（Cu + Sn + Ni + Cr + Mo），wt%

· Ｔｉｎｐｌａｔｅ ｆｏｒ ｄｒａｗ ａｎｄ ｉｒｏｎ ｃａｎｓ 0． 12
· Ｅｘｔｒａ ｄｅｅｐ ｄｒａｗｉｎｇ ｑｕａｌｉｔｙ ｓｈｅｅｔ 0． 14
· Ｄｒａｗｉｎｇ ｑｕａｌｉｔｙ ａｎｄ ｅｎａｍｅｌｌｉｎｇ ｓｔｅｅｌｓ 0． 16
· Ｃｏｍｍｅｒｃｉａｌ ｑｕａｌｉｔｙ ｓｈｅｅｔ 0． 22
· Ｆｉｎｅ ｗｉｒｅ ｇｒａｄｅｓ 0． 25
· Ｓｐｅｃｉａｌ ｂａｒ ｑｕａｌｉｔｙ 0． 35
· Ｍｅｒｃｈａｎｔ ｂａｒ ｑｕａｌｉｔｙ 0． 50

Ｔａｂｌｅ 4ｂ Ｔｙｐｉｃａｌ ｒｅｓｉｄｕａｌ ｃｏｎｔｅｎｔ ｏｆ ｓｅｌｅｃｔｅｄ ｃｈａｒｇｅ ｍａｔｅｒｉａｌｓ

∑（Cu + Sn + Ni + Cr + Mo），wt%

· Ｄｉｒｅｃｔ ｒｅｄｕｃｅｄ ｉｒｏｎ 0． 02
· Ｐｉｇ ｉｒｏｎ 0． 06
· Ｎｏ． 1 ｆａｃｔｏｒｙ ｂｕｎｄｌｅｓ 0． 13
· Ｂｕｓｈｅｌｌｉｎｇ 0． 13
· Ｎｏ． 1 ｈｅａｖｙ ｍｅｌｔｉｎｇ 0． 20
· Ｓｈｒｅｄｄｅｄ ａｕｔｏ 0． 51
· Ｎｏ． 2 ｈｅａｖｙ ｍｅｌｔｉｎｇ 0． 73

Ｉｎ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｉｔ ｍａｙ ｂｅ ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｔｏ ｒｅｄｕｃｅ Ｐ，Ａｓ，Ｓｂ ａｎｄ Ｓｎ
ｃｏｎｔｅｎｔｓ ｂｙ ｃａｌｃｉｕｍ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ（Ｆｉｇ． 38）［51］． Ｄｅｐｈｏｓｐｈｏｒｉｚｉｎｇ ｉｎ ｔｈｅ ＡＯＤ ｃｏｎ
ｖｅｒｔｅｒ ｏｒ ｉｎ ａ ｌａｄｌｅ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｓｔｕｄｉｅｄ［52，53］，ａｓ ｗｅｌｌ ａｓ ｉｎ ｔｈｅ ｅｌｅｃｔｒｉｃ ａｒｃ
ｆｕｒｎａｃｅ［54］． Ａ ｍｉｘｔｕｒｅ ｏｆ CaF2 + CaC2 ｉｓ ｆｅｄ ｔｏ ｔｈｅ ｍｅｌｔ ａｎｄ ｉｓ ｒｅｍｏｖｅｄ ａｆｔｅｒ ｔｈｅ
ｒｅａｃｔｉｏｎ ｉｓ ｃｏｍｐｌｅｔｅ． Ｄｅｐｈｏｓｐｈｏｒｉｚａｔｉｏｎ ｏｆ 25% 50% ｉｓ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｕｓｉｎｇ
6 15 ｋｇ ／ ｔｏｎ ｆｌｕｏｒｓｐａｒ ａｎｄ 8 10 ｋｇ ／ ｔｏｎ ｃａｌｃｉｕｍ．

ＰＲＡＣＴＩＣＡＬ ＦＥＡＴＵＲＥＳ ＯＦ ＳＥＣＯＮＤＡＲＹ ＳＴＥＥＬＭＡＫ
ＩＮＧ ＩＮＳＴＡＬＬＡＴＩＯＮＳ

Ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ａｒｅ ｗｉｄｅｌｙ ｕｓｅｄ ｔｏｄａｙ ｉｎ ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ
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Ｆｉｇ． 38 Ｒｅｍｏｖａｌ ｏｆ ｐｈｏｓｐｈｏｒｕｓ，ａｒｓｅｎｉｃ，ａｎｔｉｍｏｎｙ ａｎｄ ｔｉｎ ｆｒｏｍ 18

Ｃｒ8 Ｎｉ ｓｔｅｅｌ ｂｙ ａｄｄｉｔｉｏｎｓ ｏｆ Ｃａ ａｎｄ ａ ＣａＦ2 ｔｏｐ ｓｌａｇ

ａ ｌａｒｇｅ ｔｏｎｎａｇｅ ｏｆ ａ ｖａｒｉｅｔｙ ｏｆ ｓｔｅｅｌ ｇｒａｄｅｓ ｔｏ ａｃｈｉｅｖｅ ｈｉｇｈ ｑｕａｌｉｔｙ ｓｔｅｅｌｓ ａｎｄ
ｐｒｏｃｅｓｓ ｅｃｏｎｏｍｙ． Ｉｎｃｒｅａｓｅｄ ｐｒｏｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｉｓ ｍａｎｙ ｔｉｍｅｓ ｍｏｒｅ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｔｈａｎ ｔｈｅ
ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ ｃｌｅａｎ ｓｔｅｅｌｓ． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ，ｗｅ ｃｏｎｓｉｄｅｒ ｆｉｒｓｔ ｔｈｅ ｐｒｏｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｏｆ ｔｈｅ
ｐｒｉｍａｒｙ ｆｕｒｎａｃｅ，ｒｅｌｅａｓｉｎｇ ｉｔ ｔｏ ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｐｏｓｓｉｂｌｅ ｅｘｔｅｎｔ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｒｅｆｉｎｉｎｇ
ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ａｎｄ ａｌｌｏｙｉｎｇ ａｄｄｉｔｉｏｎｓ，ｗｈｉｃｈ ｉｎｓｔｅａｄ ｓｈｏｕｌｄ ｔａｋｅ ｐｌａｃｅ ｉｎ ｔｈｅ ｓｅｃｏｎｄａ
ｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ｕｎｉｔ． Ａ ｌａｄｌｅ ｈｅａｔｉｎｇ ｓｙｓｔｅｍ ｍｕｓｔ ｂｅ ｕｓｅｄ ｉｎ ｃｅｒｔａｉｎ ｃａｓｅｓ．

ＭＡＴＥＲＩＡＬ ＨＡＮＤＬＩＮＧ

Ｔｈｅ ｍａｔｅｒｉａｌ ｈａｎｄｌｉｎｇ ｉｎ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌｗｏｒｋｓ ｗｉｌｌ ｂｅ ｃｈａｎｇｅｄ，ｐｒｏｖｉｄｉｎｇ ｉｎｃｅｎ
ｔｉｖｅ ｆｏｒ ｔｈｅ ｉｎｓｔａｌｌａｔｉｏｎ ｏｆ ａｕｔｏｍａｔｅｄ ｔｒａｎｓｐｏｒｔ ｓｙｓｔｅｍｓ ｆｏｒ ａｌｌｏｙｉｎｇ ａｎｄ ｓｌａｇ
ｆｏｒｍｉｎｇ ａｄｄｉｔｉｖｅｓ． Ｉｎ ｔｈｅ ｃａｓｅ ｏｆ ｌａｄｌｅｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｒｅｆｉｎｉｎｇ，ｍｏｓｔ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｌｅｎｄ
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ｔｈｅｍｓｅｌｖｅｓ ｔｏ ｐｎｅｕｍａｔｉｃ ｔｒａｎｓｐｏｒｔ ｆｒｏｍ ｓｔｏｒａｇｅ ｓｉｌｏｓ ｔｏ ｄａｙｂｉｎｓ ａｎｄ ｆｉｎａｌｌｙ ｔｏ
ｔｈｅ ｌａｄｌｅ．

Ｔｈｅ ｄｅｓｉｇｎ ｏｆ ａ ｌａｄｌｅ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｓｙｓｔｅｍ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ
ｐｒｉｎｃｉｐｌｅｓ：
Ｔｈｅ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｏｐｅｒａｔｉｏｎｓ ｆｒｏｍ ｔａｐｐｉｎｇ ｔｏ ｃａｓｔｉｎｇ ｔａｋｉｎｇ ｐｌａｃｅ ｐｒｅｆｅｒａｂｌｙ ｉｎ ｔｈｅ
ｓａｍｅ ｌａｄｌｅ．
Ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ｐａｓｓｉｎｇ ｔｈｅ ｎｕｍｂｅｒ ｏｆ ｓｔａｔｉｏｎｓ ｎｅｅｄｅｄ ｔｏ ｐｅｒｆｏｒｍ ｔｈｅ ｃｏｍｐｌｅｔｅ ｔｒｅａｔ
ｍｅｎｔ．
Ｔｈｅ ｔｒａｎｓｐｏｒｔａｔｉｏｎ ｆｒｏｍ ｓｔａｔｉｏｎ ｔｏ ｓｔａｔｉｏｎ ｂｅｉｎｇ ｍａｄｅ ｏｎ ａ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｃａｒ．
Ａ ｍｏｄｕｌａｒ ｄｅｓｉｇｎ ｓｙｓｔｅｍ ｂｅｉｎｇ ｕｓｅｄ ｔｏ ｆａｃｉｌｉｔａｔｅ ｔｈｅ ｒｅｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｏｆ ｗｏｒｎｏｕｔ
ａｎｄ ｅｘｐｏｓｅｄ ｐａｒｔｓ ｏｆ ｔｈｅ ｅｑｕｉｐｍｅｎｔ．
Ｅｖｅｒｙ ｓｙｓｔｅｍ ｂｅｉｎｇ ｐｒｏｖｉｄｅｄ ｗｉｔｈ ａ ｌａｄｌｅ ｈｏｏｄ ｄｅｓｉｇｎｅｄ ｆｏｒ ｔｈｅ ｐｕｒｐｏｓｅ ｏｆ ｔｈｅ
ｔｒｅａｔｍｅｎｔ．

Ａ ｌａｄｌｅ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｓｙｓｔｅｍ ｏｆ ｔｈｉｓ ｋｉｎｄ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｄｅｖｅｌｏｐｅｄ ｂｙ Ｅｌｋｅｍ ／ Ｓｃａｎ
Ｌａｎｃｅ，ｉｎｃｌｕｄｉｎｇ ａ ｌａｎｃｅｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｓｔａｔｉｏｎ，ｖａｃｕｕｍ ｄｅｇａｓｓｉｎｇ，ｈｉｇｈｐｏｗｅｒ ｓｔｉｒ
ｒｉｎｇ ｉｎｄｕｃｔｏｒ ａｎｄ ｌａｄｌｅ ｒｅｈｅａｔｉｎｇ． Ｔｈｅｓｅ ｏｐｔｉｏｎａｌ ｐａｒｔｓ ｃａｎ ｂｅ ｃｏｍｂｉｎｅｄ ｔｏ ｔｈｅ
ｅｘｔｅｎｔ ｎｅｅｄｅｄ ｆｏｒ ｉｎｄｉｖｉｄｕａｌ ｒｅｑｕｉｒｅｍｅｎｔｓ．

ＰＲＩＭＡＲＹ ＳＬＡＧ ＳＥＰＡＲＡＴＩＯＮ

Ｆｏｒ ａｌｌ ｏｆ ｔｈｅ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ，ｔｈｅ ｓｌａｇ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｐｒｉｍａｒｙ ｆｕｒｎａｃｅ ｓｈｏｕｌｄ，
ｔｏ ｔｈｅ ｅｘｔｅｎｔ ｐｏｓｓｉｂｌｅ，ｂｅ ｐｒｅｖｅｎｔｅｄ ｆｒｏｍ ｅｎｔｅｒｉｎｇ ｔｈｅ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｖｅｓｓｅｌ．

Ｆｏｒ ｔｈｅ ｅｌｅｃｔｒｉｃ ａｒｃ ｆｕｒｎａｃｅ ｔｈｅｒｅ ａｒｅ 3 ａｐｐｒｏａｃｈｅｓ ｔｏ ｔｈｉｓ ｐｒｏｂｌｅｍ：
ｓｌｉｄｉｎｇ ｇａｔｅ ｓｙｓｔｅｍ
ｂｏｔｔｏｍ ｔａｐｐｉｎｇ
ｅｃｃｅｎｔｒｉｃ ｂｏｔｔｏｍ ｔａｐｐｉｎｇ

Ａｔ ｐｒｅｓｅｎｔ ｔｈｅｒｅ ｉｓ ｗｉｄｅｓｐｒｅａｄ ｉｎｔｅｒｅｓｔ ｉｎ ｅｃｃｅｎｔｒｉｃ ｂｏｔｔｏｍ ｔａｐｐｉｎｇ．
Ｆｏｒ ＢＯＦ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒｓ ａ ｓｌｉｄｉｎｇ ｇａｔｅ ｓｙｓｔｅｍ ｍａｙ ａｌｓｏ ｂｅ ｃｏｎｓｉｄｅｒｅｄ． Ａｌｔｅｒｎａ

ｔｉｖｅｌｙ，ｔｗｏ ｏｔｈｅｒ ａｐｐｒｏａｃｈｅｓ ａｒｅ：
ｓｗｉｎｇ ａｒｍ ｗｉｔｈ ｐｎｅｕｍａｔｉｃ ｔａｐｈｏｌｅ ｂｌｏｃｋｉｎｇ
ｒｅｌａｄｌｉｎｇ

Ｓｌｉｄｉｎｇ ｇａｔｅｓ ａｎｄ ｐｎｅｕｍａｔｉｃ ｂｌｏｃｋｉｎｇ ｈａｖｅ ｐｒｏｖｅｎ ｔｏ ｂｅ ｒｅｌｉａｂｌｅ ａｎｄ ｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｆｏｒ
ｌａｄｌｅ ｓｉｚｅｓ < 180 ｔｏｎｓ． Ｓｏ ｆａｒ ｔｈｅ ｓｌｉｄｉｎｇ ｇａｔｅｓ ｈａｖｅ ａ ｄｕｒａｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ｓｏｍｅ 20

ｈｅａｔｓ，ｗｈｉｌｅ ｔｈｅ ｐｎｅｕｍａｔｉｃ ｂｌｏｃｋｉｎｇ ｓｙｓｔｅｍｓ ｌａｓｔ ｆｏｒ 600 ｔｏ 800 ｈｅａｔｓ． Ｌａｃｋｉｎｇ ａ
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ｍｏｒｅ ｒｅｌｉａｂｌｅ ｓｙｓｔｅｍ ｆｏｒ ｂｉｇｇｅｒ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒｓ，ｒｅｌａｄｌｉｎｇ，ｄｅｓｐｉｔｅ ｉｔｓ ｐｒａｃｔｉｃａｌ ｄｉｓａｄ
ｖａｎｔａｇｅｓ，ｒｅｍａｉｎｓ ａ ｗｏｒｋｉｎｇ ｍｅｔｈｏｄ．

ＬＡＤＬＥ ＡＮＤ ＴＲＡＮＳＦＥＲ ＣＡＲ ＳＹＳＴＥＭ

Ｌａｄｌｅｓ ｗｉｔｈ ａ ｂａｓｉｃ ｌｉｎｉｎｇ ａｒｅ ｎｏｒｍａｌｌｙ ｕｓｅｄ． Ｎｅｕｔｒａｌ ａｌｕｍｉｎａｂａｓｅｄ ｌｉｎｉｎｇ
ｉｓ ｏｆｔｅｎ ａｌｓｏ ａｃｃｅｐｔａｂｌｅ，ｂｕｔ ａ ｓｉｌｉｃａ ｌｉｎｉｎｇ ｗｉｌｌ ｓｅｒｉｏｕｓｌｙ ｊｅｏｐａｒｄｉｚｅ ｔｈｅ ｒｅｆｉｎｉｎｇ
ｐｒｏｃｅｓｓ．

Ｉｆ ｉｎｄｕｃｔｉｖｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｉｓ ａｐｐｌｉｅｄ，ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ｓｈｏｕｌｄ ｈａｖｅ ａ ｎｏｎｍａｇｎｅｔｉｃ“ｗｉｎ
ｄｏｗ”ｉｎ ｔｈｅ ａｒｅａ ｏｆ ｔｈｅ ｍａｇｎｅｔｉｃ ｆｉｅｌｄ． Ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ｔｒａｎｓｆｅｒ ｃａｒ ｃａｎ ｂｅ ｃｏｍｂｉｎｅｄ
ｗｉｔｈ ａ ｂｕｉｌｔｉｎ ｉｎｄｕｃｔｉｏｎ ｓｔｉｒｒｅｒ，ｏｒ ｏｃｃａｓｉｏｎａｌｌｙ ａｌｓｏ ｗｉｔｈ ａ ｌａｄｌｅ ｔｉｌｔｉｎｇ ｓｙｓｔｅｍ ｔｏ
ｆａｃｉｌｉｔａｔｅ ｔｈｅ ｄｅｓｌａｇｇｉｎｇ ｏｐｅｒａｔｉｏｎ．

ＴＯＰ ＳＬＡＧ ＡＮＤ ＩＮＳＵＬＡＴＩＮＧ ＰＯＷＤＥＲ ＡＤＤＩＴＩＯＮ

Ｔｈｅ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｓｌａｇ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｉｓ ｎｏｒｍａｌｌｙ ｍａｄｅ ｉｎ ｔｈｅ ｐｒｅｈｅａｔｅｄ ｌａｄｌｅ，ｉｎ ｔｈｅ
ｔａｐｐｉｎｇ ｌａｕｎｄｅｒ ｏｒ ｏｎ ｔｈｅ ｓｕｒｆａｃｅ ｏｆ ｔｈｅ ｍｅｌｔ． Ａｎ ａｔｔｒａｃｔｉｖｅ ａｌｔｅｒｎａｔｉｖｅ，ｏｒ ｃｏｍ
ｐｌｅｍｅｎｔ，ｆｏｒ ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｔｏｐ ｓｌａｇ ａｎｄ ｉｎｓｕｌａｔｉｎｇ ｐｏｗｄｅｒｓ，ｐａｒｔｉｃ
ｕｌａｒｌｙ ｕｓｅｄ ｆｏｒ ｌａｒｇｅ ｌａｄｌｅｓ，ｉｓ ｔｈｅ Ｓｃａｎｌａｎｃｅ ｐｏｗｄｅｒ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｅｒ，ｉｎ ｓｉｎｇｌｅ ｏｒ
ｔｗｉｎ ｄｅｓｉｇｎ．

ＡＬＬＯＹ ＡＤＤＩＴＩＯＮ ＳＴＡＴＩＯＮ

Ｔｈｅ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｏｆ ａｌｌｏｙｉｎｇ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｉｓ ｐｒｅｆｅｒａｂｌｙ ｍａｄｅ ｉｎ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ，ａｎｄ
ｔｈｅ ｕｓｅ ｏｆ ａｕｔｏｍａｔｉｃ ａｌｌｏｙ ｆｅｅｄｉｎｇ ｓｙｓｔｅｍｓ ｉｓ ｂｅｃｏｍｉｎｇ ｃｏｍｍｏｎ ｉｎ ｈｉｇｈ
ｐｒｏｄｕｃｔｉｖｉｔｙ ｓｔｅｅｌ ｐｌａｎｔｓ． Ｔｈｅ ａｌｌｏｙ ｆｅｅｄｉｎｇ ｓｙｓｔｅｍ ｉｎｃｌｕｄｅｓ ａ ｂａｔｔｅｒｙ ｏｆ
4 12 ｈｏｐｐｅｒｓ，ｖｉｂｒａｔｏｒｓ，ｔｒａｎｓｆｅｒ ａｌｌｏｙ ｃａｒ ｏｒ ｂｅｌｔ ｗｉｔｈ ａｎ ａｕｔｏｍａｔｉｃ ｗｅｉｇ
ｈｉｎｇ ｓｙｓｔｅｍ，ａｎｄ ｔｈｅ ｎｅｃｅｓｓａｒｙ ｃｈｕｔｅｓ ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ． Ｐｒｏｖｉｓｉｏｎｓ ｆｏｒ ｐｒｅ
ｈｅａｔｉｎｇ ｔｈｅ ｂｕｌｋ ａｌｌｏｙｓ ｃａｎ ａｌｓｏ ｂｅ ｍａｄｅ，ｉｎ ｏｒｄｅｒ ｔｏ ｃｏｕｎｔｅｒａｃｔ ｔｅｍｐｅｒａ
ｔｕｒｅ ｄｒｏｐ ａｎｄ ｈｙｄｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ ｉｎ ｔｈｅ ｍｅｌｔ．

Ａ ｗｉｒｅ ｆｅｅｄｉｎｇ ｓｙｓｔｅｍ ｉｓ ａ ｎａｔｕｒａｌ ｃｏｍｐｌｅｍｅｎｔ ｔｏ ｌａｄｌｅ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｓｔａｔｉｏｎｓ，
ｍｏｓｔｌｙ ｕｓｅｄ ｆｏｒ ｔｈｅ ａｃｃｕｒａｔｅ ｃｏｎｔｒｏｌ ｏｆ ｏｘｙｇｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ ｂｙ ｉｍｍｅｒｓｉｎｇ ａ ｐｒｅｄｅｔｅｒ
ｍｉｎｅｄ ｌｅｎｇｔｈ ｏｆ Ａｌｗｉｒｅ ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ｂａｔｈ． Ｔｈｅ ｒａｐｉｄ ｆｅｅｄ ｏｆ ｔｈｅ Ａｌｗｉｒｅ ｉｎｔｏ
ｔｈｅ ｍｅｌｔ ｍｉｎｉｍｉｚｅｓ ｔｈｅ ｎｉｔｒｏｇｅｎ ｐｉｃｋｕｐ． Ｆｏｒ ｌｏｗｓｉｌｉｃｏｎ ｓｔｅｅｌｓ，ｃａｌｃｉｕｍ ｃｏｒｅ
ｗｉｒｅｓ ｍａｙ ｂｅ ｕｓｅｄ ｗｈｉｃｈ ａｌｓｏ ｃａｎ ｂｅ ｉｍｍｅｒｓｅｄ ｂｙ ａ ｗｉｒｅ ｆｅｅｄｉｎｇ ｄｅｖｉｃｅ．
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ＬＡＤＬＥ ＦＵＲＮＡＣＥ

Ｌａｄｌｅ ｆｕｒｎａｃｅｓ ｈａｖｅ ｂｅｅｎ ｉｎｓｔａｌｌｅｄ ｉｎ ｍａｎｙ ｓｔｅｅｌｗｏｒｋｓ ｐｅｒｆｏｒｍｉｎｇ ｍｕｌｔｉ
ｓｔａｔｉｏｎ ｌａｄｌｅ ｒｅｆｉｎｉｎｇ，ａｎｄ ｔｈｅｙ ａｒｅ ｂｅｃｏｍｉｎｇ ａｎ ｉｎｃｒｅａｓｉｎｇｌｙ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｐａｒｔ ｏｆ
ｔｈｅ ｓｙｓｔｅｍ ａｓ ｔｈｅ ｄｅｍａｎｄｓ ｏｎ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ ｒｅｆｉｎｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｉｎｃｒｅａｓｅ． Ｉｎ ｍｏｓｔ ｃａｓｅｓ
ｉｔ ｉｓ ａｌｓｏ ｇｏｏｄ ｅｃｏｎｏｍｙ ｔｏ ａｐｐｌｙ ｌａｄｌｅ ｆｕｒｎａｃｅｓ ｉｎｓｔｅａｄ ｏｆ ｓｕｐｅｒｈｅａｔｉｎｇ ｉｎ ｔｈｅ
ｍｅｌｔｉｎｇ ｆｕｒｎａｃｅ． Ｔｈｅ ｃａｐａｃｉｔｙ ｏｆ ａ ｌａｄｌｅ ｆｕｒｎａｃｅ ｓｈｏｕｌｄ ｍｅｅｔ ｔｈｅ ｎｏｒｍａｌ ｒｅｑｕｉｒｅ
ｍｅｎｔ ｏｆ ｒａｉｓｉｎｇ ｔｈｅ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｏｆ ｔｈｅ ｍｅｌｔ ｂｙ ａｔ ｌｅａｓｔ 4℃ ｐｅｒ ｍｉｎｕｔｅ． Ｌａｄｌｅ ｆｕｒ
ｎａｃｅｓ ａｒｅ ｏｆｔｅｎ ｕｓｅｄ ｉｎ ｃｏｍｂｉｎａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ ｉｎｄｕｃｔｉｖｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ，ａｃｈｉｅｖｉｎｇ ｔｈｅ ｓｔｉｒｒｉｎｇ
ｔｉｍｅ ｎｅｅｄｅｄ ｆｏｒ ｃｏｍｐｌｅｔｅ ｒｅａｃｔｉｏｎ ａｎｄ ｇｏｏｄ ｈｏｍｏｇｅｎｉｚａｔｉｏｎ．

ＩＮＪＥＣＴＩＯＮ ＳＴＡＴＩＯＮ

Ｓｅｖｅｒａｌ ｌａｄｌｅ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｓｙｓｔｅｍｓ ａｒｅ ｕｓｅｄ，ｂｕｔ ｔｈｅ ｍｏｓｔ ｗｉｄｅｓｐｒｅａｄ ｉｓ ｔｈｅ
Ｓｃａｎｄｉｎａｖｉａｎ Ｌａｎｃｅｒｓ ｓｙｓｔｅｍ，ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｚｅｄ ｂｙ ｉｔｓ ｆｌｅｘｉｂｌｅ ａｄａｐｔａｂｉｌｉｔｙ ｔｏ ａｎｙ
ｓｔｅｅｌｗｏｒｋｓ ｌａｙｏｕｔ，ａｎｄ ｂｙ ｉｔｓ ｒｅｌｉａｂｌｅ ｆｕｎｃｔｉｏｎ．

Ｆｏｒ ｔｈｅ ｍａｉｎ ｄｅｓｕｌｐｈｕｒｉｚａｔｉｏｎ ｔｈｅ ｃｈｅａｐ ｌｉｍｅｆｌｕｏｒｓｐａｒ ｐｏｗｄｅｒ ｉｓ ｉｎｊｅｃｔｅｄ，
ｆｏｌｌｏｗｅｄ ｂｙ ａ ＣａＳｉ ｐｏｗｄｅｒ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｔｏ ｏｂｔａｉｎ ｔｈｅ ｕｌｔｒａｌｏｗ ｓｕｌｐｈｕｒ ｌｅｖｅｌｓ，ａｎｄ
ｆｏｒ ｔｈｅ ｍｏｄｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｒｅｍａｉｎｉｎｇ ｉｎｃｌｕｓｉｏｎｓ． Ｉｎ ｐｒａｃｔｉｃｅ ｔｈｉｓ ｉｓ ｐｒｅｆｅｒａｂｌｙ
ｄｏｎｅ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ＳＬ ｓｅｑｕｅｎｃｅ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ． Ｔｈｅ ｒｅｐｒｏｄｕｃｉｂｌｅ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｏｆ
ｓｕｐｅｒｃｌｅａｎ ｓｔｅｅｌ ｗｉｔｈ ｓｕｌｐｈｕｒ ｃｏｎｔｅｎｔ ｂｅｌｏｗ 15 ｐｐｍ ｒｅｑｕｉｒｅｓ ａｎ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｔｅｃｈ
ｎｏｌｏｇｙ ｗｅｌｌ ｏｐｔｉｍｉｚｅｄ ｂｙ ｄｅｏｘｉｄａｔｉｏｎ ｔｏ ｌｏｗｏｘｙｇｅｎ ａｃｔｉｖｉｔｙ ａｎｄ ｂｙ ｔｈｅ ｃａｒｅｆｕｌ
ｃｏｎｔｒｏｌ ｏｆ ｔｈｅ ｔｏｐ ｓｌａｇ ｃｏｍｐｏｓｉｔｉｏｎ（Ｆｉｇｓ． 39 ａｎｄ 40）．

Ｍｏｓｔ ａｌｌｏｙｉｎｇ ｅｌｅｍｅｎｔｓ ｃａｎ ｂｅ ａｄｄｅｄ ｔｏ ｔｈｅ ｓｔｅｅｌ ｂａｔｈ ｂｙ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ，
ｆｏｒ ｔｈｅ ｐｕｒｐｏｓｅ ｏｆ ａｄｊｕｓｔｉｎｇ ｔｈｅ ｃｏｍｐｏｓｔｉｏｎ． Ｔｈｅ ｇｏｏｄ ｓｔｉｒｒｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ
ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｃａｒｒｉｅｒ ｇａｓ ｓｅｃｕｒｅｓ ｔｈｅ ｒａｐｉｄ ｄｉｓｓｏｌｕｔｉｏｎ ａｎｄ ｈｏｍｏｇｅｎｉ
ｚａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ａｌｌｏｙｉｎｇ ｅｌｅｍｅｎｔｓ． Ｓｏｍｅ ｏｆ ｔｈｅｓｅ，ｐａｒｔｉｃｕｌａｒｌｙ ｔｈｅ ｏｎｅｓ ｗｉｔｈ
ｈｉｇｈ ｏｘｙｇｅｎ ａｆｆｉｎｉｔｙ ｓｕｃｈ ａｓ ＦｅＢ，ＦｅＴｉ，ＦｅＶ，ＦｅＮｂ，Ｓ，Ｔｅ ａｎｄ Ｐｂ，ｈａｖｅ
ａ ｌｏｗ ａｎｄ ｖａｒｉａｂｌｅ ｙｉｅｌｄ ｗｈｅｎ ａｄｄｅｄ ｂｙ ｔｒａｄｉｔｉｏｎａｌ ｍｅｔｈｏｄｓ． Ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｏｆ
ｆｅｒｓ ｂｉｇ ａｄｖａｎｔａｇｅｓ ｆｏｒ ｔｈｅ ａｄｄｉｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅｓｅ ｅｌｅｍｅｎｔｓ，ｎｏｔ ｏｎｌｙ ｂｙ ｉｎｃｒｅａｓ
ｉｎｇ ｔｈｅ ｒｅｃｏｖｅｒｙ，ｂｕｔ ａｌｓｏ ｆｏｒ ｋｅｅｐｉｎｇ ａ ｐｒｅｄｉｃｔａｂｌｅ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｙｉｅｌｄ．

Ａｃｈｉｅｖｉｎｇ ａｃｃｕｒａｔｅ ａｎｄ ｒｅｐｒｏｄｕｃｉｂｌｅ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔｓ ａｎｄ
ｃｈｅｍｉｃａｌ ａｎａｌｙｓｉｓ ｉｓ ｍａｎｄａｔｏｒｙ ｆｏｒ ｔｈｅ ｓｏｒｔ ｏｆ ｐｒｅｃｉｓｉｏｎ ｍｅｔａｌｌｕｒｇｙ ｔｈａｔ
ｍｏｄｅｒｎ ｌａｄｌｅ ｔｒｅａｔｍｅｎｔ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔｓ． Ｆｏｒ ｔｈｉｓ ｐｕｒｐｏｓｅ ｉｔ ｉｓ ｉｍｐｏｒｔａｎｔ ｔｏ ｍａｉｎ
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Ｆｉｇ． 39 Ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎｓ ｏｆ ｓｕｌｐｈｕｒ ｃｏｎｔｅｎｔｓ ｆｏｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｄｕｒｅｓ

ｔａｉｎ ａ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｄｅｐｔｈ ａｎｄ ｔｉｍｅ ｏｆ ｉｍｍｅｒｓｉｏｎ ｗｈｅｎ ｕｓｉｎｇ ｔｈｅ ｐｒｏｂｅ． Ｔｈｅ ＳＬ
ａｕｔｏｍａｔｉｃ ｄｅｐｔｈ ｓｅｎｓｉｎｇ ｓｙｓｔｅｍ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｄｅｖｅｌｏｐｅｄ ｆｏｒ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｍｅａｓ
ｕｒｅｍｅｎｔ ａｎｄ ｓａｍｐｌｅ ｃｏｌｌｅｃｔｉｏｎ ｆｒｏｍ ｓｔｅｅｌ ｌａｄｌｅｓ（Ｆｉｇ． 41）．

Ａ ｃｏｍｐｌｅｔｅ ｖｉｅｗ ｏｆ ａｎ ＳＬｉｎｓｔａｌｌａｔｉｏｎ ｉｎ ａｎ ＥＡＦ ｓｔｅｅｌｗｏｒｋｓ ｉｓ ｇｉｖｅｎ ｉｎ
Ｆｉｇ． 42．
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Ｆｉｇ． 40 Ｏｐｔｉｍｉｚｉｎｇ ｔｈｅ ｉｎｊｅｃｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｄｕｒｅ

ＤＥＧＡＳＳＩＮＧ ＳＴＡＴＩＯＮ

Ｓｔｅｅｌ ｇｒａｄｅｓ ｓｅｎｓｉｔｉｖｅ ｔｏ ｈｙｄｒｏｇｅｎｉｎｄｕｃｅｄ ｃｒａｃｋｉｎｇ ｏｒ ｈｙｄｒｏｇｅｎ ｆｌａｋｉｎｇ，
ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｄｅｇａｓｓｅｄ ｂｅｆｏｒｅ ｃａｓｔｉｎｇ，ｐａｒｔｉｃｕｌａｒｌｙ ｉｎ ｔｈｅ ｃａｓｅ ｏｆ ｈｅａｖｙ ｉｎｇｏｔ ｃａｓｔ
ｉｎｇ． Ｏｆｔｅｎ ｔｈｅ ｄｅｇａｓｓｉｎｇ ｉｓ ｆｏｌｌｏｗｅｄ ｂｙ ｓｌｏｗ ｃｏｏｌｉｎｇ ｏｆ ｔｈｅ ｉｎｇｏｔ ｆｏｒ ｄｉｆｆｕｓｉｏｎ
ａｎｎｅａｌｉｎｇ． Ｔｈｅ ｍｏｓｔ ｃｏｍｍｏｎ ｖａｃｕｕｍ ｄｅｇａｓｓｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ ｈａｖｅ ｂｅｅｎ ｍｅｎｔｉｏｎｅｄ
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Ｆｉｇ． 41 Ｓｃａｎｄｉｎａｖｉａｎ Ｌａｎｃｅｒｓ ＡＤＳ ｓｙｓｔｅｍ ｆｏｒ ｓａｍｐｌｉｎｇ ｏｘｙ
ｇｅｎ ａｎｄ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔ

ｉｎ ｔｈｅ ｅａｒｌｉｅｒ ｐａｒｔｓ ｏｆ ｔｈｉｓ ｐａｐｅｒ． Ｃｏｍｐａｒｉｎｇ ｔｈｅ ｖａｒｉｏｕｓ ｍｅｔｈｏｄｓ ｗｅ ｆｉｎｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ
ＲＨ ｐｒｏｃｅｓｓ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｍｏｓｔｌｙ ｉｎｓｔａｌｌｅｄ ｆｏｒ ｐｒｏｄｕｃｔｉｏｎ ｗｉｔｈ ｌａｒｇｅ ｌａｄｌｅｓ． Ｏｔｈｅｒ
ｐｒｏｃｅｓｓｅｓ，ｓｕｃｈ ａｓ ａｐｐｌｙｉｎｇ ｖａｃｕｕｍ ｔｏ ｔｈｅ ｌａｄｌｅ，ｏｒ ｕｓｉｎｇ ｐｕｒｇｉｎｇ ｇａｓ ｆｒｏｍ ａ
ｐｏｒｏｕｓ ｐｌｕｇ ｆｏｒ ｓｔｉｒｒｉｎｇ，ａｒｅ ｏｆｔｅｎ ｕｓｅｄ ｆｏｒ ｓｍａｌｌｓｉｚｅｄ ｌａｄｌｅｓ．
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Ｆｉｇ． 42 Ｃｏｍｐｌｅｔｅ ｖｉｅｗ ｏｆ ａｎ ＳＬ ｉｎｓｔａｌｌａｔｉｏｎ ｉｎ ａｎ ＥＡＦ ｓｔｅｅｌｗｏｒｋｓ

Ｒｅｆｅｒｅｎｃｅｓ

［1 ］ Ｏｈｎｉｓｈｉ，Ｔ．“Ｓｅｃｏｎｄａｒｙ ｓｔｅｅｌｍａｋｉｎｇ ｆｏｒ ｐｒｏｄｕｃｔ ｉｍｐｒｏｖｅｍｅｎｔ”，Ｔｈｅ Ｍｅｔａｌｓ Ｓｏｃｉｅｔｙ Ｌｏｎ

ｄｏｎ；15． 1；1984

［2 ］ Ｔｕｒｋｄｏｇｅｎ，Ｅ． Ｔ． Ａｒｃｈ． Ｅｉｓｅｎｈｕｔｔ 54（2）：45；1983
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氮对钙处理 16Ｍｎ钢机械性能的
影响及机理探讨

?

摘要 对喷粉处理的 16Mn钢进行了机械性能测试、电子探针、能谱分
 本文合作者：许珞萍、顾洪涛、刘平、章忻宝. 原发表于《特殊钢》（增刊），134 ～ 140
（1984）
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析，并与未经喷粉处理的同炉钢进行了比较，结果说明，经喷粉处理后氮含

量虽有提高，但由于钢中氮化铝夹杂为氮化钙所替代，大颗粒夹杂减少，并

造成夹杂变性，使喷粉钢（与未喷粉钢相比）的抗拉强度，屈服强度和延伸率

均无变化，而抗时效性能、冲击值均有明显提高，各向异性也大大改善.在试

验的氮含量范围内（［N］= 62 ～ 97 ppm），氮含量对喷粉处理钢的脆性转折

温度无影响.

1 前言

16Mn钢是低合金钢中使用量最大的一个钢种.采用钢包喷钙处理方法，

可使 16Mn钢的机械性能得到明显改善. 但是，国内、外的实践均表明，在钙

处理过程中，由于钢中氧、硫等表面活性元素的急剧减少，钢液面裸露严重，

因此喷吹处理后的钢液含氮量普遍有不同程度的增加.根据鞍钢二炼钢 52

炉次的统计，平炉16Mn钢 110 吨钢包的钢液喷钙前平均含氮量38. 3 ppm，喷

后增氮至53. 3 ppm，增氮量为15 ppm［1］.上钢三厂电炉车间电炉冶炼的16Mn

钢 24 个炉次的统计，在 16 ～ 21 吨钢包中，钢水喷钙前平均含氮量54 ppm，喷

吹后增氮至68 ppm，增氮量为14 ppm［2］.

按照一般规则，氮的增加会使低碳钢产生应变时效现象，引起脆性，

而且氮也是导致钢产生兰脆的主要原因 . 对于氮含量高的钢，在

250 ～ 550� 区间内加热，将出现冲击值的明显下降. 基于上述情况，尽管

钙处理后16Mn钢的常规机械性能有明显改善，部分用户对钢中氮的增加

仍持疑虑态度. 因此，对钙处理钢中氮含量增加所产生的影响及其机理

的研究，显得十分必要.

本试验以鞍钢二炼钢及上钢三厂大生产中所取喷钙处理16Mn钢钢板试

样为依据，对其常规机械性能、时效敏感性、低温冲击性能及断口形貌进行了

研究.为突出氮的影响，在其他化学成分基本一致的情况下，有意选取氮含量

较高的炉号，并在电炉16Mn钢中将氮含量的区间拉大（62 ～ 97 ppm）.

2 氮对钙处理 16Mn钢常规机械性能的影响

关于氮对钙处理 16Mn钢常规机械性能的影响，从两个方面进行了研究.

首先是对喷吹工艺条件相似、氮含量不同的总共 120 炉钢的常规机械性能，进

行多元逐步回归分析，以便找出影响常规机械性能的主要因素，及查明氮的影

响.其次是取七炉典型试样，进行对比分析.
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2． 1 大生产统计数据的微机多元回归分析

取鞍钢二炼钢喷钙处理的 45 炉平炉 16Mn 钢钢板，及上钢三厂电炉车

间喷钙处理的 75 炉电炉 16Mn 钢钢板，就其常规机械性能和钢中化学成分

的关系，进行微机多元逐步回归分析.得到有显著相关系数的回归方程如表

1 所示.

表 1 对钙处理 16Mn 钢常规机械性能有显著相关性的回归方程

炉种 炉数 氮含量范围（ppm） 回 归 方 程 相关系数

平炉 45 43 ～ 82

σb = 14. 37 × Si% + 51. 83

σs = 平均值

δ% = - 24. 97 × Mn% - 192. 78 × C% + 97. 10

0. 373

3. 58 × 10 - 7

0. 697

电炉 75 46 ～ 93

σb = - 61. 77 × Ca% + 27. 39 × Si% + 47. 78

σs = 11. 48 × Si% + 33. 72

δ% = 平均值

aK
20� = - 794. 53 × O% × 10 - 3 + 28. 115

aK
- 40� = - 987. 33 × O% × 10 - 3 + 19. 82

0. 555
0. 343

- 3. 58 × 10- 7

0. 228
0. 366

从表 1 所列回归方程可看出，16Mn钢中硅及钙的含量对强度指标 σb 及

σs 有影响，而碳和锰的含量则影响其延伸率，氧含量对不同温度下的冲击韧

性有较明显的影响.氮含量的波动范围尽管很大，但对钢的常规机械性能却

未显示出任何影响.

2． 2 氮含量对典型试验炉号 16Ｍｎ钢钢板常规机械性能的影响

考虑到大生产统计数据，由于生产时间、某些工艺条件及不可控制因

素的限制，可能离散度较大，难以显示某单一因素的影响. 为此，在生产

条件下，选取其他化学成分比较一致、冶炼时间接近、工艺条件相对稳定

的两炉平炉 16Mn 钢钢板（其中 1 号及 2 号试样为同炉冶炼 16Mn 钢，仅

有喷钙及不喷钙的差别）、四炉电炉 16Mn 钢钢板，进行典型试验，试样状

况如表 2 所示.

表 2 典型试验用的 16Mn 钢钢板

炉 种 编 号 厚 度（mm） 工 艺 氮含量（ppm）
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平 炉

1

2

3

6

不喷钙

喷钙处理

58

76

84

电 炉

4

5

6

7

14 喷钙处理

62

68

76

97

从图 1 及图 2 可以看出，当氮含量在62 ～ 97 ppm范围内波动，未发

现其对钙处理电炉16 Mn钢常规机械性能的影响 . 钙处理对常规机械性

能的改善，较突出地表现在钢材各向异性的改善 . 图 3 表明钙处理

16 Mn钢的各向冲击值（0 °、30 °、60 °、90 °）尽管因喷钙处理后氮提高

18 ～ 24 ppm，仍获得极好的各向同性. 数值均比未处理的提高，其中横向

冲击值大约可提高 100% 以上. 图 4 为氮对电炉16Mn钢各向冲击值的影

响. 其中 5 #、6 #
的各向冲击值差别不大，差值范围分别在 4. 2% 及 15% 之

间，7 #
试样中含氮量高达 97 ppm 各向冲击值差别较大，差值范围达到

32% . 表明在氮含量极高时（如接近或超过 100 ppm），会削弱钙处理的

某些效果.

图 1 16Mn钢常温机械性能与氮含量的关系 图 2 16Mn钢屈强比与氮含量的关系
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图 3 平炉钙处理和未经钙处理的
16Mn钢各向冲击值（U型）

图 4 氮含量对 16Mn钢各向冲击值
（V型）的影响

3 氮对钙处理 16Mn钢时效敏感性的影响

在一般低合金钢中，氮含量控制得较为严格，认为最好不要超过80 ppm.

主要原因是考虑到过饱和固溶的氮，在时效过程中以氮化物（Fe4 N）的形式

呈弥散状态析出，加剧了时效敏感性
［3］.如图 5 所示，未经钙处理的 1#

试样，

在 100� 以上的温度进行时效三小时就出现 aΚ 值的明显下降（由 12. 6 公

斤·米 /厘米2
下降至 8 公斤·米 /厘米2）.而经过钙处理的 2#、3#

钢，尽管氮

含量要高 18 ～ 26 ppm，都已接近或超过 80 ppm，但其时效脆性温度却推迟到

400� 以上，从而大大降低了该钢种的时效敏感性，这对焊接件无疑十分

有利.

图 5 平炉钙处理和未经钙处理的 16Mn钢
aΚ 值与时效温度的关系

图 6 电炉钙处理 16Mn钢不同含氮量时 aΚ

值与时效温度的关系
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图 6 给出了电炉钙处理 16Mn钢的 aΚ 值与时效温度间的关系.可见，除

了含氮量高达97 ppm的样品以外，其余三个样品（含氮量为 62 ～ 76 ppm）时

效温度高达 450� 时，aΚ 值仍不下降.

4 氮对 16Mn钢低温冲击性能的影响

喷钙处理后氮含量增加对 16Mn钢低温冲击值的影响见图 7、图 8.尽管

喷钙处理后增氮情况及最终氮含量不同，但它们都有相似的转折规律，其脆

性转折温度范围基本都在 - 13 ～ - 26� 范围以内，见图 9. 4#
钢板脆性转折

温度最高，为 - 13 ～ - 17� ，5#
钢板脆性转折温度最低为 - 24 ～ - 26� ，6#、

7#
钢板则居中.

图 7 电炉钙处理 16Mn钢 aK 值与

冲击温度的关系
图 8 电炉喷钙处理 16Mn钢 aK 值与

冲击温度的关系

图 9 电炉钙处理 16Mn钢氮含量对脆性
转折温度的影响

这说明氮含量增至 97 ppm的钙

处理 16Mn 钢，其脆性转折温度仍无

明显变化. 这一点亦从断口形貌方

面得到证实，用 JCXA733 扫描电镜

对 16Mn 钢板 - 15� 冲击断口进行

扫描，不同氮含量的钢板断口上，均

出现类似的准解理和少量韧窝的断

口形貌.
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5 氮对钙处理 16Mn钢机械性能影响的机理探讨

在本试验的氮含量范围内（N = 58 ～ 97 ppm），未发现氮对钙处理 16Mn

钢的机械性能、时效敏感性、低温冲击时的脆性转折温度以及断口形貌有明

显的不利影响.对比氮在未经钙处理钢中的行为，两者具有很大的差异，为此

对氮在钙处理 16Mn钢中存在的形式及其对钢性能影响的机理进行一些理

论分析与探讨.

如所周知，氮和碳一样，降低 A3 点，并在 590� 及氮含量为 2. 35% 处发

生 - γ→α + Fe4 N（γ'）的布氏体共析转变.氮在 α铁中的溶解度在布氏体共
析转变温度 590� 时最大，约 0. 10%；随着温度的下降，其溶解度也急剧降

低，在 400� 、300� 、200� 和 100� 时分别为0. 02%、0. 01%、0. 005% 及

0. 001%，因此，随着温度的降低氮的过饱和度急增.含氮铁素体钢从高温快

冷后回火或在室温停留较长时间，从过饱和的 α固溶体中析出弥散分布的超
显微氮化物组织将使钢产生时效脆性.

对于钙处理后的 16Mn 钢，钢中溶解有一定数量的钙，而钙是一个十分

强烈的氮化物形成元素，因此钢中溶解的氮以什么形式析出、什么温度析出、

是否导致钢产生时效脆性，很有探讨必要.

5． 1 喷钙处理 16Ｍｎ钢中氮化物的析出条件的热力学分析

典型的喷钙处理 16Mn钢，具有下列化学成分：

元素 C Mn Si P

% 0. 16 1. 4 0. 25 ≤ 0. 015

元素 S Al Ca

% ≤ 0. 010 0. 025 0. 004 0

其中有可能形成氮化物的是铝及钙，现分别计算它们的析出温度及生成

条件.

氮化铝的生成反应为

AIN固 =［Al］+［N］ （1）

根据 Darken，L. S.给出的公认的热力学数据为［4］

lg k
AIN

= -
7 400

T
+ 1. 95 （2）
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考虑到 16Mn钢中各组元素的相互作用系数后，可求得铝及氮的活度系

数分别为

lg f
Al

= e
Al

Al ×［% Al］+ e
Al

C ×［% C］+ eAl
Ca ×［% Ca］

+ e
Al

N ×［% N］+ e
Al

S ×［% S］+ e
Al

Si ×［% Si］

= 0. 045 × 0. 025 + 0. 091 × 0. 16 +（- 0. 047）× 0. 004

+（- 0. 058）× 0. 007 + 0. 03 × 0. 010 + 0. 005 6 × 0. 25

= 0. 016 79 f
Al

= 1. 039

lg f
N

= e
N

Al ×［% Al］+ e
N

C
［% C］+ e

N

Mn ×［% Mn］+ e
N

P

×［% P］+ e
N

S ×［% S］+ e
N

Si ×［% Si］

= - 0. 028 × 0. 025 + 0. 13 × 0. 16 +（- 0. 02）

× 1. 4 + 0. 045 × 0. 015 + 0. 007 × 0. 01 + 0. 047

× 0. 25 = 0. 004 595 f
N

= 1. 01

从（2）式可求得 AIN形成温度为

T =
- 7 400

lgα
Al
·α

N
- 1. 95

（3）

将不同的 16Mn钢喷钙处理后铝及氮含量乘以活度系数代入（3）式，就

可得到相应条件下的 AIN析出温度，如表 3 所示.通常喷钙处理后钢中铝含

量为 0. 015% ～ 0. 035%，氮含量为 0. 005% ～ 0. 009%，故 AIN的析出温度

应在 945 ～ 1 084� 之间.

表 3 喷钙 16Mn 钢中 AIN析出温度

［% Al］ ［% N］ AIN析出温度�
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0. 015

0. 003
0. 005
0. 007
0. 009

902
945
975
998

0. 025

0. 003
0. 005
0. 007
0. 009

945
991

1 023
1 048

0. 035

0. 003
0. 005
0. 007
0. 009

975
1 024
1 058
1 084

0. 05

0. 003
0. 005
0. 007
0. 009

1 009
1 060
1 096
1 124

氮化钙的生成反应为
［5］

3｛Ca｝+ 2［N］= Ca3 N2固 （4）

ΔF0

4
= - 219 500 + 117. 55T （5）

同时再考虑钙在钢中的溶解，有
［6］

｛Ca｝ =［Ca］ （6）

ΔF0

6
= - 9 430 + 11. 8T （7）

（4）式减 3 ×（6）式，可得

3［Ca］+ 2［N］= Ca3 N2固 （8）

ΔF0

8
= - 191 210 + 82. 15T （9）

考虑到实际钢中反应是在指定态下进行的，因此判断氮化钙能否析出及其

温度，应看 ΔF8：

ΔF8 = ΔF0

8
+ RTln

αCa3N2

α
3

［a］
·α

2

［N］

（10）

整理（10）式可得出指定态下 Ca3 N2 的析出温度为



９９８　　

徐

匡
迪

●文
选—

—
—

钢
铁
冶
金
卷
︵
Ｂ
︶

T =
191 210

82. 15 + Rln
1

α
3

［Ca］
·α
［N］2

（11）

在 16Mn钢中钙的活度系数为

lg fCa = e
Ca

Al ×［% Al］+ eCa
C ×［C%］+ e

Ca

Ca

×［% Ca］+ e
Ca

Si ×［% Si］

=（- 0. 072）× 0. 025 +（- 0. 34）× 0. 16

图 10 氮化钙及氮化铝的生成温度

（曲线所列数字为［Ca］或［Al］的百分含量）

+（- 0. 002）× 0. 004

+（- 0. 097）× 0. 25

= - 0. 080 5 f
Ca

= 0. 83

将不同的 16Mn喷钙后实际钙及

氮含量乘以活度系数入后，代入（11）

式，可得到 Ca3 N2 的析出温度，如表 4

所示. 通常钙处理后钢中含钙在

0. 004% ～0. 008% 之 间，含 氮 在

0. 005% ～0. 009% 之 间，相 应 的

Ca3 N2 析出温度应在 1 116 ～ 1 186�

范围.将上述两种氮化物析出条件作

成图 10，由图可见，Ca3 N2 将在比 AIN

高 100� 左右的温度析出. 较高温度

下氮化物的析出，减少了固溶的氮含

量，使钢继续冷却后的氮的过饱和度

大大减少，从而改善了氮对低碳钢时

效脆性的不良影响.
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表 4 喷钙 16Mn 钢中氮化钙析出温度

［% Ca］ ［% N］ Ca3 N2 析出温度（� ）

0. 004

0. 003
0. 005
0. 007
0. 009

1 096
1 116
1 130
1 141

0. 006

0. 003
0. 005
0. 007
0. 009

1 120
1 141
1 156
1 167

0. 008

0. 003
0. 005
0. 007
0. 009

1 138
1 160
1 175
1 186

5． 2 喷钙 16Ｍｎ钢中实际氮化物形貌的检验

采用 IMS-300 离子探针检查钢中显微氮化物夹杂物时，观察到了氮化钙

夹杂物存在，其离子像如图 11 所示，直接证实了上述热力学分析的可靠性.

但是当增氮量过高，如 4#
钢板达到 97 ppm时，由于钢中溶解钙数量的限制，

不可能结合析出所有的氮，其基体中固溶的氮含量仍偏高，在人工时效时其

析出显著，而原先以弥散分布析出的较多的氮化物，随温度之升高及保持时

间的延长，也会出现一定的集聚，从而使 a
K
值下降.

图 11 离子探针测得元素富集离子像 120 ×

上述看法在断口俄歇能谱测试的谱线图上得到证实，见图 12、13 及 14.

图 12 是同一试样四个点的四组谱线都出现了［S］峰和［N］峰，两组有［Ca］

峰，而两组则不出现钙峰.由此可见，该试样中的钙主要以硫化钙及氮化钙形

式存在，而不固溶于基体中.
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图 12 平炉喷钙处理 16Mn 钢
断口 AES谱线图

图 13 平炉未经钙处理 16Mn

钢断口 AES谱线图

图 14 平炉喷钙处理 16Mn 钢 200�

时效后断口AES谱线图
图 15 平炉喷钙处理 16Mn 钢 550�

时效后断口AES谱线
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图 13、14 及 15 的俄歇能谱谱线，说明了氮化物弥散析出温度与钙处理

的关系.图 13 为未经钙处理的平炉 16Mn钢钢板（1#
试样）AES谱线.在四组

谱线中，前两组为未时效的钢板断口，都出现了［N］峰，说明此时氮主要以固

溶形式存在于基体中.后两组为经 200� 时效的断口，一组有［N］峰，而另一

组则不出现［N］峰，表明未经钙处理的 16Mn 钢，虽然氮含量较低（58 ppm），

在 200� 时效后，已有部分固溶的氮呈氮化物析出，这与前述氮对时效敏感

性试验的数据，互为印证.

图 14 为喷钙处理的平炉 16Mn 钢，经 200� 时效后，四组谱线均有［N］

峰出现，表明此时氮仍固溶于基体中.这种情况一直维持到 550� 时，才有部

分氮化物析出（见图 15 的三组 AES谱线图）.说明喷钙后的 16Mn 钢时效推

迟到了较高的温度.

6 结论

（1）16Mn钢经钢包喷吹 Ca-Si粉处理后，增氮量在一定限度内（最终含

氮量小于 97 ppm），未发现其对常规机械性能及屈强比有明显影响.

（2）16Mn钢机械性能的各向异性，主要反应在冲击值上.通过喷钙处理

后其冲击值各向异性有非常显著的改善.

（3）16Mn钢喷钙处理后，尽管氮含量较高，但其时效敏感性反而比不喷

钙的、氮含量较低的钢小.后者在 100� 以上时效处理，就因弥散析出而引起

aK 值的显著下降（约达 50%）. 喷钙 16Mn钢的时效敏感温度区推迟到300 ～
400� ，且其 aK 的绝对值，均较对应温度下的、未经钙处理的钢高出 1 倍左

右.

（4）喷钙处理的 16Mn钢，含氮量在 < 97 ppm时，其脆性转折温度都在

- 13 ～ - 26� 之间.氮含量的波动对其脆性转折温度影响不大.

（5）对于喷钙处理后，氮含量增加未引起冲击韧性值及时效敏感性明显

变坏的机理，进行了讨论.热力学计算表明，当钢中存在一定数量钙时，可在

较高温度下析出点状氮化钙夹杂，使固溶于基体中的氮含量相对减少，从而

减轻了氮对冲击韧性及时效敏感性的不良作用.钙处理钢中生成 Ca3 N2 夹杂

物的理论分析，在实物离子探针图像及俄歇能谱谱线图上得到了直接的

证实.
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向铁水喷吹 ＣａＯ系粉剂的
脱硫动力学研究

?

1 概述

近年来，铁水预处理已成为钢铁生产的一个重要环节，其原因在于使高

炉、转炉高效操作及节省能源、材料消耗.同时也是由于工业部门已对钢材质

量提出了更高的要求，其中铁水脱硫预处理得到了最广泛的应用.在处理方

法上则主要有搅拌法及喷吹法两大类，后者因设备简单、效果稳定而被更多

的钢铁厂所采用.

目前各国采用的主要铁水预处理脱硫喷吹粉剂见表 1.

表 1 各国铁水炉外喷粉脱硫简况

铁水脱硫粉剂种类 喷入量 kg/ t铁水 脱硫率 Δ［S］/［S］ 国 名

CaC2

100%
3 ～ 4 85% ～ 90% 美 国

［1］

CaC2 +
CaO
2%

4 ～ 5 80% ～ 85% 联邦德国

CaC2

56%
+

CaCO3

29%
+

C
15%

5 ～ 7 70% ～ 85% 日 本
［2］

CaO
55%

+
CaF2

5%
+

CaCO3

25%
+

C
15%

8 ～ 10 70% 日 本
［3］

 本文合作者：干勇.原发表于《第二届全国炼钢理论冶金反应动力学学术讨论会论文
集》，重庆，136 ～ 150（1982）
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（续 表）

铁水脱硫粉剂种类 喷入量 kg/ t铁水 脱硫率 Δ［S］/［S］ 国 名

CaO +
Al

5%
6 ～ 7 80% 日 本

［4］

CaO
98. 5%

+
Mg

1. 5%
5 ～ 7 80% 美 国

［5］

CaO + Mg（1 ～ 2）
（CaCN + Al）

5 ～ 7
4 ～ 6

80% 英 国

CaCl2

70%
+

CaO
30%

70% 日 本
［6］

喷吹法中最初得到稳定应用的是 CaC2 粉剂，但由于 CaC2 生产过程能耗

高及贮运、保管中的困难，增加了其操作成本，故近年来对 CaO系脱硫剂的

研究逐步增多. CaO脱硫剂从热力学来看具有极高的脱硫潜力，如当铁水成

分为 4% C、0. 8% Mn、0. 7% Si及 1 300 ～ 1 350� 时，与固体 CaO相平衡的铁

水中［S］应≤ 0. 001% . 但是由于存在某些动力障碍，采用 CaO系脱硫粉剂

时，一般脱硫率为 30% ～ 50%，CaO利用率 ≤ 5%，故难以在生产上稳定使

用.为此各国研究工作者相继对 CaO系脱硫过程的动力学进行研究，同时在

工艺方法上采用各种添加剂、助剂，来提高其脱硫效率与 CaO利用率.

上海工业大学与宝山钢铁厂合作研制了本质上属于 CaO系的 CCCA脱

硫剂，并取得良好脱硫效果，见表 2 及图 1.

表 2 CCCA与各种脱硫剂效果比较

粉剂

类别

炉

数
粉 剂 配 方

铁水平均

温降（� ）
粉剂吹入量

（kg/ t铁水）
CaO平均
利用率（%）

脱硫率平均

Δ［S］/［S］%

CaO 10 2. 6 38

CaC2
［3］（100%） 3 ～ 4 32. 0 80 ～ 90

Ⅱ 2
CaO + CaF2 + CaCO3 + C +

Al
30� 10 13. 0 70

Ⅲ 3 CaO + CaF2 + Al 45� 10 13. 0 80

Ⅳ 2 CaO + C + CaF2 + CaCO3 45� 10 12. 0 65

Ⅴ 1 Al2 O3 + CaO（机械混合） 55� 15 3. 5 30

Ⅵ 1 Al2 O3 + CaO（预熔） 50� 15. 0 6. 0 78

CCCA 16 50� 10. 0 17. 0 75 ～ 90
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本研究采用脱硫粉剂压块浸泡法，研究铁水中硫向 CaO系脱硫相扩散机

构及脱硫的速率现象，从而阐明 CCCA脱硫剂中各组元的作用及其最佳配比.

图 1 CaO加入量与脱硫率的关系

图 2 浸泡试验示意图

2 试验方法及主要结果

2. 1 浸泡试验

将 250 ～ 400 目的 CaO、CaF2

粉，分别以 90 /10 和 95 /5 的比例

拌匀，也有个别粉剂中配入 6%

的铝粉，然后在压力机上压成

18 × 30 的圆柱形浸泡压块，并

在马弗炉内烧结固化. 试验时将

它们分别浸入含铝及不含铝的

铁水中，受泡时间及铁水成分见

表 3，试验过程示意图见图 2. 浸

泡开始前除尽铁水面浮渣，并调

节功率使铁水温度保持恒定.
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表 3 CCCA粉炉压块浸泡时间

铁水成分（%） 浸泡压块

S Si C Al CaO CaF2

浸泡时间（分）

0. 112 0. 64 0. 05 90% 10% 1 3 5 8 15

0. 086 0. 76 3. 74 0 90% 10% 1 3 5 8 15

0. 112 0. 64 0. 05 95% 5% 1 3 5 8 15

0. 086 0. 76 3. 74 0 95% 5% 1 3 5 8 15

将不同浸泡时间的试块取出后，清除表面粘结物，并在
1
2
高度处切取横截面

图 3 浸泡块的断面模式图

试片，然后在上海硅酸盐研究所磨制成光片

和超薄片.其中部分试片作岩相观察，分析

其物相. 其余大部分试片表面真空喷镀

200 ～350A的碳膜，然后作电子探针分析，

以确定试块表面脱硫反应层的组成，脱硫层

生产速度及硫在 CaO—CaF2 试块中的传质

行为，即经由电子束微区分析仪（EPMA）作

Ka 线、面扫描，及定量、定性分析元素在试

块表面及内层的分布，从而阐明 CaO系脱硫粉剂与铁水间硫转移的动力学.

2. 2 岩相鉴定结果

切开后的浸泡块横断面的基本模式为：最外层为反应层（A），中间为过

渡层（B），中心部分为未反应核（C）.其各层厚度及主要物相组成，则因铁液

组成及浸泡时间而异，根据岩相鉴定，如表 4 及图 4 所示.

表 4 浸泡块横断面的岩相鉴定结果（浸泡 8 分钟）

部 位 95% CaO + 5% CaF2 89% CaO + 5% CaF2 + 6% Al

A

宽度，μ 140 ～ 280（多数为 200） 300 ～ 800

物相组成

主

要

物

相

CaO·Fe2 O3，2CaO·Fe2 O3

40% ～ 50%
3CaO·2SiO2，2CaO·SiO2

35% ～ 40%
Fe3 O4 1% ～ 2%













Fe 3% ～ 5%
分散相：CaS，3CaO·2SiO2，CaF2

主

要

物

相

4CaO·Fe2 O3·Al2 O3

40% ～ 50%
2CaO·Al2 O3·SiO2

30% ～ 35%
3CaO·SiO2，α-2CaO·SiO2

10% ～ 15%
Fe3 O4，













Fe 2% ～ 5%

分散相：CaS
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（续 表）

部 位 95% CaO + 5% CaF2 89% CaO + 5% CaF2 + 6% Al

B

宽度，μ 100 ～ 350 300 ～ 500（分别达 1 000）

物相

组成

主要物相：充填在 CaO晶粒
间隙中的 CaO·Fe2 O3

分散相：极少量 CaS

主要物相：充填在 CaO 晶粒间隙的 CaO·
Fe2 O3·Al4 O3；2CaO·Al2 O3·SiO2（约 10%

～ 20%）
分散相：少量 CaS

C

宽度，μ 从 B层内至中心 从 B层内至中心

物相

组成
CaO，CaF2

CaO 85% ～ 90%
CaF2，11CaO·7Al2 O3·CaF25% ～ 10%

由浸泡块的岩相分析可知，脱硫主要是在反应层进行，而含硫的浸泡块

反应层厚度，要比不含 Al的增加 2 倍，这和它形成了熔点低、硫容量大的铁

铝酸四钙及黄长石（2CaO·Al2 O3·SiO2）有关.相反在不含铝时，主要物相中

有近一半的硅钙石（3CaO·2SiO2）及 α' 正硅酸钙（2CaO·SiO2），它们的熔

点高，致密，对于硫的传质有限制作用.

（a）不含铝浸泡块中的物相结

构：A反应层；B过渡层；C未反

应核（反射光 100 × ）；

图 4 浸泡块横断面的岩相图片

（b）含铝浸泡块中的物相结构：

A反应层；B过渡层；C未反应核

（单偏光 100 × ）
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2. 3 电子探针（EPMA）分析结果

铁液中加铝及不加铝时，浸泡试样的 Ka 面扫描结果见图 5.由图片可明

显看出，浸入不加铝铁水的浸泡块，表面层富集有 Si、Ca，但 S很少.而浸入含

铝铁水的试块，表面富集有 Al、Ca，且有一定量的硫.

（a） （b）

图 5 铁液含铝和不含铝浸块表面生成物比较（EPMA Ka 面扫描）

（a）加 Al 0. 05%；（b）不加 Al
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从图 5 的 Ka 线扫描，可清楚地看到，硫的扩散因硅钙石及硅酸钙的生成

而受阻.

图 6 铁液含铝及不含铝时浸块由表面向中心的元素分布（EP-
MA Ka 线扫描，铁液含硫［% S］= 0. 086%）

（a）硅酸钙层阻挡硫扩散的情形：只作 S的扫描；（b）硅酸钙层阻挡硫

扩散的情形：S、Si、Ca同时扫描；（c）硅酸钙被抑制后硫一分钟扩散层

厚度（［% S］= 0. 086）
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对各种不同浸泡时间的试块上切片，采用 Ka 线扫描法求其平均脱硫生

成物厚度，发现它与时间的 2 /3 次方成正比，见图 7.

δ = K' τ2 /3
v （1）

图 7 脱硫生成物厚度与浸泡时间的关系

式中 τv为浸泡时间，min；δ为脱硫生成物厚度，μ；K'为生成速度常数，它

取决于铁液及浸泡块成分，以及铁水温度.在 1 350� ，铁液含铝 0. 05%，［S］

= 0. 086%，浸泡块组成为 95% CaO + 5% CaF2时，K' = 92. 5.而不含铝时，K'

= 71. 4. 浸泡块含有 10% CaF2 时，K'显著提高为 175.这在二次电子象及面

扫描的对照图中可清楚地看到，是由于硫向浸泡块内的扩散，沿着 CaO2 CaF2

共晶相进行的.

3 讨论

喷吹 CCCA系脱硫剂使铁水脱硫的反应，属于固液反应.其反应机构为：

（1）CaCO3 粒子分解成 CaO粒子；

（2）铁液中硫通过液体侧边界层扩散到 CaO粒子表面；

（3）在 CaO 铁液界面上发生脱硫的化学反应；

（4）脱硫生成物在固体石灰中的扩散；

（5）反应生成的 O2 -
向铁液中扩散.

高温下的化学反应速度很快，不可能是限制性环节.反应生成的 O2 -
由

于是在生铁液中，将很快因与［C］、［Si］、［Al］等组元作用而消耗，也不会成

为反应的障碍，故仅对（1）、（2）、（4）三个步骤进行讨论.
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3. 1 喷吹入铁液的 CaCO3 分解速度

高温下 CaCO3 分解反应速度很快，而限制性环节是粉粒中热的传输速

度.由热传导方程的球坐标表达式可知：

ΔU
τ

=
D
r
·

a2（rΔU）
ar2 （2）

式中：ΔU 温差，� ；D 粉粒热扩散系数，mm2 /s；r 球坐标；a 粒子半

径，mm；τ 时间，s；
并设 t

M
铁水温度；t

0

p
粉粒初始温度，� ；t

c

p
粉粒中心被加热后的温

度. 且知 ΔUτ∝0，r∝c = t
M

- t0

p
= ΔU0，而 ΔUτ∝0，r∝a = 0 ，则解方程（2）可

得

ΔU
ΔU0

=
2
π

α
γ∑

�

n - 1

（- 1）n +1

n
exp -

n2π2 Dτ
a( )2 sin

nπγ
a

设 γ → 0，铁液与粉粒中心温差为 ΔUc = t
M

- tc

p
，即可求得

ΔUc

ΔU0

= lim
γ→0

ΔU
ΔU0

= 2∑
�

n - 1

（- 1）n +1 exp -
n2π2

4
·

4Dτ
a( )2

= f 4Dτ
a( )2 （3）

图 8 热扩散过程中的温度变化（方程式 3的图解）

将热扩散过程温度变化与
4Dτ

a2 的关系作图，如图 8 所示.

CaCO3 在 900� 分解，故设 tc

p
= 900� ，t0

p
= 20� ，t

M
= 1 350� ，则

ΔUc

ΔU0

=

t
M

- tc

p

t
M

- t0

p

= 0. 338.

查图 8 得

4 Dτ
a2 = 0. 89 （4）

这里

D =
K

Cp·ρp

（5）

其中，K为导热率，W/（m·K）；ρp
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为粉粒密度，kg/m3；Cp 为粉粒比热，kcal /kg·� .

对于 CaCO3 粉粒而言
［8］，K = 1. 26 ～ 1. 33 W/（m·K），ρp = 2 500 kg/m3，

Cp = 0. 90 kcal /kg·� ，则得D = 0. 5 mm2 /s. 如粉粒直径为 d（mm），代入（4）

式可得 CaCO3 传热所需时间为

τ = 0. 89a2 /4D = 0. 098d2 （6）

不同粒度时，CaCO3 粉粒在铁水中加热达到分解温度所需时间，可由图

9 及表 5 所示.它实质上也就是 CaCO3 的分解时间.

图 9 CaCO3 粒子在铁液（1 350� ）中达到分解温度所需时间与粒度的关系

表 5 CaCO3 在铁液中（1 350� ）的分解时间

筛 目 20 目 40 目 100 目 180 目 250 目 400 目

粒径 d，mm 0. 9 0. 45 0. 154 0. 09 0. 061 0. 038 5

分解时间 τ，s 0. 08 0. 02 0. 002 3 0. 000 8 0. 000 4 0. 000 15

由此可见，如果 CaCO3 粒径小于 1 mm，则所需分解时间 < 0. 1 s，相对于

粉粒在铁水中的逗留时间来说，是极短的.因此它不可能是喷粉脱硫的限制

性环节.

3. 2 喷吹 CCCA脱硫剂时的速度表达式

关于喷吹 CaO系脱硫剂时，反应的限制性环节存在不同的看法. Oeters

等
［9］
认为 1 300� 下，铁水含硫 < 0. 040%时，石灰粒子在铁水中逗留时间内

形成的反应层比较薄，这时硫通过铁水侧液体边界层的扩散，是反应的限制

性环节.脱硫速度可由下式表示：
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d［% S］c
dt

= - K［S］c （7）

式中 K是表观速度常数.

K =
3B
r
·

ρ
Fe

ρ
CaO

·
Ds

δ
·t

v
（8）

其中 B为喷吹速度，kgCaO/t·min. ρ
Fe
、ρ

CaO
分别为铁水及 CaO的密度，r

是石灰的平均半径，Ds 是铁水中硫的扩散系数，δ 是边界层厚度，tv
是石灰粒

子在铁水中的逗留时间.

在铁水含硫高时，石灰粒子在铁水中逗留时含形成一层较厚的反应层，

而硫通过反应层的扩散将成为限制环节，川合
［10］
等由此认为固相传质是限

制性环节，并由此导出脱硫速度表达式为

d［% S］t
dt

= - 300 β
r
·

Cs

ρ
CaO

（2VCaS·t
v
KR）

1 /2 （9）

式中 Cs 是 CaS中的含硫量，VCaS是 CaS的 mol体积，KR 是反应层长大的表观

图 10 脱硫速度与［% S］的关系

速度常数.

综合以上两种观点作图（图 10），

可知低硫区液体边界层扩散是限制环

节，此时脱硫速度与硫含量呈直线关

系.而高硫量时，由于固相扩散是限制

环节，脱硫速度与硫含量的 1 /2 次方成

正比，且实验点与此理论计算曲线基本

吻合.

关于喷吹 CCCA脱硫剂的脱硫速

度公式，可推导如下：

如设在喷吹脱硫过程中，铁液内悬

浮的氧化钙粒子数 n为定值，则

n =
W
°

CaO

4 /3·πr3·ρ
CaO

·τv （10）

式中W
°

CaO为每分钟喷入的 CaO量，ρ
CaO
为 CaO密度.

以 j
t
表示每分钟每颗 CaO结合的硫含量，则瞬时脱硫速度为
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d［% S］
dt

= 100·n·j
t
/WFe （11）

将（10）式代入（11）式可得

d［% S］
dt

= j
t
·τ

v
·

100 W
°

CaO

WFe·4 /3·π·r3·ρ
CaO

（12）

每个粉粒在铁液中整个逗留时间内，所吸收的硫为

∫
τ

0
j
t
dt = jt·τ = - 4πr2·C

s δτ （13）

式中 δτ 为逗留时间形成的反应层厚度，cm. C
s 为脱硫生成物层中硫的浓度.

从（1）式可得

jt·τ = - 4πr2 C
s K' τ2 /3

v （14）

将（14）式代入（12）式可得

d［% S］
dt

=
300 W

°

CaO·C
s

WFe·rρ
CaO

·τ2 /3
v ·K' （15）

式（15）即为喷吹 CCCA粉剂时的脱硫速度表达式，如制成图线，则固相

与液相侧传质在限制环节之间（见图 10）.它可使固相侧控制速度的转化硫

含量范围由 0. 07% ～ 0. 08%降至 0. 05%以下. 造成 CCCA粉剂这种特点的

原因，在于表层生成的 CaO-Al2 O3 -CaF2 -Fe2 O3 及 CaS的低熔点反应层.曾将

浸泡块表面反应层刮下来的粉末压成小块，测定其熔点为1 340 ～ 1 375� ，故

它在铁水温度下应属于半熔融状态，正好介于液相与固相传质之间.

3. 3 较好的脱硫剂组成

3. 3. 1 CaCO3 含量

采用 CaCO3 取代 CaO可明显改善粉剂流动性，见图 11.采用 CaCO3 的另

一作用是在其分解时产生气体，使 Ar 气气泡炸裂，粉体进入铁液，且此时生

成的为多孔、活性 CaO.由于这两个原因，在 CCCA粉剂中提高 CaCO3 与 CaO

的比率，有助于改善 CaO利用率，如图 12 所示.但过分提高此比率，而 C粉

用量一定时，还原气氛将无法保持，势必导致氧化钙利用率的下降，如图 10

虚线所示.同时在工艺上也还要考虑大量吹入 CaCO3 引起的温降与喷溅问

题.
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图 11 CaO + CaCO3 粉剂流动性

（0. 15 ～ 0. 25 mm）

图 12 CaO/CaCO3 与

ηCaO的关系

3. 3. 2 碳粉配入量

由于较大量 CaCO3 的使用，它释放出大量 CO2 气体，故还原气氛的控制

极为重要.若按理论计算，50% CaCO3 时，相应碳粉配入量应为 6%，但实际试

验表明，碳粉配入量应为 15%左右，方能保证喷吹过程铁水含碳量基本不

变，而脱硫率达到 75% ～ 90%，见图 13.这显然是由于 C粉因密度、粒度、表

面张力等不同，难以在粉气流股中与 CaCO3 同时作用有关，而高温下碳粉的

烧损也比较大.

图 13 CCCA中碳粉比例的影响 图 14 加铝量对 ηS 的影响
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3. 3. 3 活性剂铝的作用

鉴于前述铝在 CaO系脱硫中的作用，试验了不同加铝量对 CCCA脱硫剂

及 CaO—CaF2 脱硫剂脱硫率的影响，见图 14.此外，对铁水中残留［% Al］与

初始的［% Si］比值对脱硫率的影响进行分析，发现当此比值 > 0. 05 时，η
S
可

达到 60%以上，随着［% Al］/［% Si］值的提高 η
S
作线性变化，见图 15.当铁

水初始含硅量为 0. 5% ～ 0. 8%时，为使 η
S

= 75% ～ 90%，加铝量应为：

Aadd% =（0. 01 ～ 0. 03）［% Si］0 +（0. 4 ～ 1. 2）Δ［% S］ （16）

图 15 铁水中［Al］add与［% Si］0 之比对 ηS 的影响

4 结论

（1）借助于电子探针微区分析法及岩相分析法，证实了喷吹 CaO基脱

硫粉剂时，脱硫速度的限制环节因硫含量而不同，高硫时是硫在固相中的传

质，低硫时是硫在液体边界层的扩散.

（2）改善 CaO 基脱硫动力学条件的途径，在于利用 CaCO3 形成活性

CaO，加入碳粉保持还原气氛，采用助剂 CaF2 及活性剂 Al，使之在 CaO表面

形成半熔融状态的、高硫容量的反应层，从而打破固相传质的障碍，并由 CO

气体搅拌粉剂与铁水界面，加速液相边界层的扩散.

（3）为了避免生成 nCaO·mSiO2，妨碍硫向粉剂的扩散，加 Al量与初始

含硅量有定量比率关系.
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ＲＨＩＪ钢包中的环流特性与搅拌效率?

摘要 应用双相流理论发展了物理和数学模型，获得了 RH 装置中

的钢液环流特性，以及几何结构因素对它的影响 . 发现了从 RH 下降管

流出的液流发生周期性的摆动，而当水平移动至某一距离时，这种现象

能被消除 . 此时，能得到最小的混合均匀时间，同时下降管液流的扩张角

约为 18° .

进一步的水模拟试验表明，在 RH钢包中喷吹气粉时，喷枪有一个最佳

的几何位置，对于 RH-IJ装置中喷枪的最佳几何位置也作了测定，它与气泡

流扩张角计算的结果相吻合.

1 前言

RH真空循环脱气过程和喷粉工艺都是钢包冶金中有效的钢液精炼技

术. RH与喷吹若能以最佳方式组合可获得良好的冶金效果，即不仅可脱氢、

脱氮，还可脱氧、脱硫. 而这一切都在很大程度上取决于钢包中流体的流动

状态.

本研究工作提供了 RH-IJ 钢包中的环流特性与混合搅拌效率 . 发

展了一种双相流模型，以获得 RH 装置中钢液的环流速度，以及几何

结构参数对它的影响 . 此计算结果已被水模拟实验及工业装置的实

测值所证实 . 进一步的水模拟试验提供了喷粉枪在 RH 钢包中的最

佳几何位置，大致为 h = 0. 80 ～ 0. 90H，而 r = 0. 72 ～ 0. 86R（上升管

一侧）.

而对于 RH-IJ 联合装置而言，喷枪的最佳位置是 h /H = 0. 21 ～ 0. 23（上

 本文合作者：樊养颐、李维平.原发表于《特殊钢》，（5），30 ～37（1982）
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升管以下）.这一点与气泡流股的扩张角计算相符合.

2 RH装置中的环流速度计算

RH 装置中的环流速度对于获得良好的冶金效果是一个最重要的因

素. 这一点已被许多研究者所证实［1，2］，它取决于提升气吹入量、吹气深

度、上升管与下降管的直径等.

在 RH装置中，循环流动的驱动力是上升管中吹入的气体.如果把通过

上升管—真空室—下降管的钢液循环流动看作是一维流动，那么在这种情况

下，其一维流动方程可给出如下：

ΔP F = ΔP f + ΔP a + ΔP g = ΔP T （1）

这里，ΔP F 是吹入的提升气气泡浮力所产生的压差（N/m2），ΔP f 是摩擦压力

损失（N/m2），ΔP a 是流体加速压力损失（N/m2），ΔP g 是重力压力损失（N/

m2），ΔP T 是总的压力损失（N/m2）.

RH装置的环流特性可描述为

GL = f QgR·DU·D0 =
D2

U

D2( )
d

·[ ]h （2）

式中，QgR是提升气吹入量（l /min），DU、Dd 是上升管与下降管的直径（m），h

是提升气吹入深度（m）.

方程（2）的数值解存在若干困难，诸如：1）上升管的气泡与钢液之度

差；2）当提高 QgR 的数值时，提间存在着速升气泡的浮升效率将从 1 变到 0，

而非定值；3）上升管中双相流的摩擦力难以计算.

运用双相流理论中 Hughmark 真实含气率关系式［3］
和 Baroczy的阻力关

系式，可以解决以上的困难.再在式（1）中代入阿基米德浮力定律、理想气体

方程和水力学中的压力损失关系式，通过计算机可获得（1）式的数值解，如

图 1、图 2 及图 3.此计算结果被 120 kg水模拟实验所证实，并与工业装置上

的放射性物质的测定值相吻合
［4］（见图 4）.此计算结果的精度比早先的研究

工作
［5］
要高.
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图 1 管径对装置环流特性的影响 图 2 d0 对装置环流特性的影响

图 3 吹气深度对装置环流特性的影响 图 4 计算结果与实测结果及渡边计算结果的比较

实线，本文计算结果；实验点，金同位素测定值；

虚线，按渡边的计算结果

3 试验

图 5 为实验室模型装置的系统图，其几何尺寸为大冶钢厂 100 t RH装置

的 1 /5.模型钢包的直径为480（底）～ 563 mm（液面），高为580 mm（至液面），

模型真空室直径为 243 mm，管径为 42 ～ 52 mm.
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图 5 RH-IJ水模拟装置及测试系统简图

真空室压力和提升气流量均可调节.由于钢包的环流特性和混合效率都

取决于从下降管流出的流体流速，根据相似原理应保持模型及工业装置的下降

管流体流动的费鲁德准数 Fr 相等.由此，可决定模型装置的下降管流速应为

ULd2 =（D2 /D1）
1 /2·ULd1

= 0. 53 m/s （3）

这里，ULd2和 ULd1是水模型和 100 t RH装置下降管的流速，D2 和 D1 是水模型

和 100 t RH 装置下降管的直径. 喷枪结构也是按 1 /5，将 100 t 喷吹系统缩

小，并使模型和实物喷气的修正费鲁德数 F r' 相等.由此出发，模型吹气量可

给出如下：

F r' = ρg·U2

gi
/（ρL - ρg）g·L

Qgi2 = M2

L
·Ugi2

Ugi1

Ugi2

≈ 960 l /h （4）

这里，Qgi2 和 Qgi1 分别是模型和工业装置的吹气量，Ugi2和 Ugi1分别为两者喷
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枪出口的气流速度，ML是几何尺寸之比率.

下降管流体的速度采用特殊的 J型毕托管测定，并用溢流法及高速摄影

法校正，RH和 RH-IJ钢包中流体的流态摄影采用聚苯乙烯粒子作示踪剂，片

光源宽度为 0. 8 ～ 1. 0 cm.该系统的混合特性的研究是靠真空室中滴入 NaCl

溶液进行的.有两支电导率探头分别插在不同的位置，一支安置在下降管之

下，而另一支放在近包壁的水面（上升管外侧）. 混合均匀时间定义为，两探

头测得电导率之差值小于 5% 时，此混匀时间记为 τ0. 95 .

从下降管流出的流股中的速度分布，用热线风速仪及照相法测定.

图 6 装置腿径不同时的环流特性

获得如下试验结果：

3. 1 ＲＨ装置的环流速度

图 6 描述了环流速度与提升气

吹入速度，不同上升、下降管径间的

关系.由图 6 可清楚地看出，出气速

度与环流速度之间的关系为对数

函数.

3. 2 ＲＨ钢包中的流体流动现象

采用照相法研究了 RH钢包中流体的流动现象.当大量照片被仔细分析

后，发现了从下降管流出的液流是周期性摆动的（见图 7）.而当真空室的下

降管向钢包中心水平位移时，此现象可消除，获得基本是垂直向下的液流.图

8 ～ 10 表示了真空室不同位移量时，对下降管液流的影响.

图 7 下降管流的摆动现象
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图 8 下降管流在正常位量的摆动 图 9 真空室横移率为 0. 15时下降流无摆动现象

图 10 真空室位移为 0. 22 时下降流发生摆动

不同水平位移率对流股摆动及混均时间的影响列于表 1 及表 2.

表 1 流股摆动与水平位移率的关系

横 移 率 0 0. 075 0. 15 0. 22

有无摆动 有 有 无 有

表 2 不同横移率下的混均时间

横 移 率 - 0. 1 0 + 0. 15 + 0. 30

τ0. 95，sec 68. 3 63 58 57

表列结果表明，最小混均时间恰好是在横移率为 0. 15 和流股周期性摆

动现象被消灭的时候.

在此条件下测定了下降管流出流股的扩张角及其速度分布，图 11 为采
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用热线风速仪测定的结果.其中流股中心的最大速度是离下降管出口距离的

函数，如（5）式所示：

UJ·max = a - b hLi （5）

这里，UJ·max是流股中心的最大速度，a 和 b是常数，hLi是离下降管口的距离.

由于下降管流出液流的抽引作用，流股四周的液体被不断卷入，所以 RH

钢包的环流量将与 RH装置不同.根据理想自由紊流理论计算的结果表明，

RH装置的环流量是 D2

d
的函数.而 RH钢包中的环流量，则是 D1 /2

d
及钢包中

熔池深度的函数.

图 11 下降管流中的速度分布及
流股扩张（η = + 0. 15）

图 12 不同几何位置时 RH-IJ

中的混匀时间

3. 3 ＲＨ钢包和 ＲＨＩＪ装置中喷枪的最佳位置

图 12 表示了不同喷枪位置喷吹时测定的 RH 钢包中的等混均时间曲

线.从图 12 可以看出，喷枪的最佳垂直位置大约为 h =（0. 80 - 0. 90）HL，这

里 h是喷枪浸入深度，HL 是钢包中熔池总深度. 而喷枪的最佳水平位置为

r =（0. 72 - 0. 86）R，这里 R是钢包半径，而 r是喷枪水平位置与钢包中心的

距离.
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一个很好的设想是将 RH和喷吹过程结合起来，运用气泡搅拌模型并配

合水模拟研究，发现当喷枪处于上升管以下喷气或气粉时，钢液的混合效率

获得明显的改进（见图 13）.在此情况下，一个重要的参数是喷枪的深度.图

14 显示了在 RH-IJ系统中，喷枪浸入深度与钢包熔池深度之比（h /H）在0. 23

时有一个转折点.这一点可解释为环流速度与喷枪浸入深度之间的关系并非

单调增长（见图 15）.而此过程的一个必要条件是，从喷枪出来的气泡流股能

完全地上浮进入上升管.

图 13 RH及 RH-IJ的混匀时间对比 图 14 RH-IJ中不同喷枪深度时的混匀时间

气泡流股的半径的理论计算式如下：

rb-J = C（h + h0） 2 ln -
Patm·T·Vg·ln（1 - Z/Z）

2πC2（h + h0）
2U2

m
·UL·ρL·298

-[ ]{ }1
0. 5

（6）

图 15 不同喷枪深度时 RH-IJ装置中的环流量

这里，C是扩张系数，约为0. 05［6］；h

是喷枪离上升管的距离；h0 是气泡

流股的穿透深度；P atm是真空室的

压力；T是系统的温度；Um 是气泡

流的最大速度；UL 是气泡流的浮

升速度；ρL是液体的密度.而

Z = h + P atm /ρL·g

另一方面，得到了实验结果的

回归方程：

QL = 19. 9 + 0. 018Vg + 66（h /H）
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- 0. 015Vg（h /H）- 142（h /H）2 （7）

这里，QL是环流量（l /min），Vg 是提升气吹入量.将（7）式求偏导数，可得

 QL

（h /H）
= - 284（h /H）+ 66 - 0. 015Vg （8）

因此，当
 QL

（h /H）
= 0 时，可得到的最佳位置为

h( )H opt

=
66 - 0. 015Vg

284
（9）

当 Vg = 200 ～ 600 l /h 时，喷枪插入深度的最佳位置应为：（h /H） =

0. 20 ～ 0. 23.

如果将 Vg = 600 l /h和（h /H） = 0. 20 代入理论计算式（6），就会得到 r

的值，正好为
1
2

DU.这意味着这是气泡流股能完全地上浮进入上升管的最大

喷枪插入深度.此时，由于全部的气泡流股都用于驱动环流，所以可以获得最

大的搅拌效率.

4 结论

（1）发展了双相流模型，从而得到了 RH 装置中钢液的环流速度，以及

几何结构参数对它的影响.

（2）从 RH下降管流出的流股，有周期性摆动现象.而当真空室水平位

移至 0. 15R时，这个现象可消除.

（3）在 RH钢包中喷枪的最佳位置大致为，h = 0. 80 ～ 0. 90H和 r =

0. 72 ～ 0. 86R，即在上升管一侧.

（4）在 RH-IJ装置中喷枪的最佳位置在上升管下面，（h /H） = 0. 2 ～
0. 3 处.在此情况下，由于有最大搅拌效率而可获得最短混均时间.
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氩搅拌钢包水模拟
?

摘要 用塑料粒子作示踪剂，观察了通过安装在钢包模型底部距中

心为 0，R/2，2 /3R处的透气砖吹入氩气时的流态 . 发现在这三种吹氩位

置下，流态有本质的区别，后两种情况下的流态，不能用二维流动的数学

模型来描述 . 加入饱和 NaCl溶液并测量其电导率的变化，可确定每种情

况下溶液均匀化所需时间 . 采用自制的热线风速仪，测定了三种流态下

的速度场 . 分析了流态和均匀化时间的关系，以及因吹氩位置而引起的

流态的不同作用 . 对于氩搅拌的工艺效果而言，吹氩位置有着决定性的

作用 .

导 言

将氩气通过喷枪或设置在钢包底部的透气砖吹入钢液，可使钢液以一定

形式运动，从而改善温度及成分的均匀情况，减少钢中气体含量，促进夹杂物

上浮.由于钢包吹氩的工艺和设备简单，因此被广泛采用.

一般认为钢包吹氩可降低钢中氧、氢含量，减少夹杂物沾污度，但其

效果波动较大. 而在使钢液成分和温度均匀、改善流动性，和降低轧废率

等方面，则比较稳定一致
［1，2］. 显然，如能将钢包吹氩工艺和其他炉外精

炼手段相结合（如 FinKL VAD、VOD或 LF等），则可望取得更好的效果.

对钢包吹氩的热力学，目前已有较好的了解
［2 ～ 4］.然而，由于氩搅拌钢包

中流场的复杂性，对于这一工艺的动力学还了解得很不够，这势必会影响此

工艺效果的稳定性.近十年来，国外曾对此进行了一些工作［5，6］，国内也作过

 本文合作者：顾洪涛、谢宇、左跃、张晓兵、张家武. 原发表于《上海工业大学学报》，
（2）78 ～ 89（1981）



1029

二

研

究

论

文

初步尝试
［7，8］. 70 年代后期，国外有关学者在氩搅拌钢包的数学模型方面发

表了不少详尽的报告
［9 ～ 15］.纵观文献资料所述，氩搅拌钢包的动力学研究现

状可归纳为：

（1）对于二维流场已经作出比较严密的数学模型，计算结果与水模型中

的实测值能定量一致.文献［14］中报道了用数学模型直接预测 6 吨钢包中

示踪剂分散情况，取得了与实测值比较一致的结果.但是所选用的K W方程

组计算相当复杂，其中紊流粘度表达式
［15］
与通过透气砖吹氩的实际情况差

别较大，一定程度上会影响该方法的实际应用.

（2）由于实际流场的不稳定性，气 液两相区（“气泡柱”区）与液相区的

交界面模糊、多变（严格地说，无固定分界面），液体自由表面也因吹气而不

断波动，因此上述数学模型中的边界条件在实际上难以满足.

（3）特别应该指出的是，实际生产中使用的钢包都是截锥体形的，氩气

也并不是在钢包底部中心导入.因此，这样得到的流场应是三维的，前述文献

所得到的二维流场的统制方程组，误差较大.

为此，有必要对与实际情况更一致的三维流场进行研究.作为第一步，首

先在水模拟上观察，比较了二维与三维流场流态的异同，实测了相应的均匀

化时间和流体中速度的分布，为进一步深入研究三维流场的数学模型奠定

基础.

1 试验过程与装置

1. 1 概述

本试验采用水模拟法，在一个与生产实际中所用钢包几何相似的有机玻

璃容器中，研究了在二维、三维流态条件下，吹氩点几何位置和氩气流量对混

合均匀时间、流场特征的影响，并自制了热线风速仪，测定了上述不同流态

下，钢包中流体内的速度分布.

钢包模型的尺寸及吹氩系统如图 1 所示.

1. 2 流态摄影与观察

在钢包中加入直径为 2 mm左右、密度为 1. 025 g /cm3
的塑料粒子，摄下

不同吹氩位置、不同氩气流量下中心截面上塑料粒子运动轨迹，以此研究流

体的流态.为了减小圆弧形包壁产生的折射影响，在钢包外套上一个边长为
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图 1 钢包模型和吹氩系统图

0. 7 m的正方形有机玻璃容器，摄影时外层容器也注满光密度相同的水. 光

源采用 220 V、1 300 W的鹵钨灯，外面罩上铝皮灯罩，使光束通过 0. 8 cm的

狭缝投下，由此得到一束宽约为 1 cm左右、透过整个钢包中心截面的平行

光.为了得到尽可能清晰的照片，采用活性炭净水器处理，以增加水的透明

度.流态摄影装置见图 2.摄影时相机距钢包中心约 1. 8 m，摄得的典型照片

如图 3 ～ 5，照片中白色线条为塑料粒子在 1 秒钟内走过的轨迹，白色带是气

泡上升的两相区（气泡柱区）.

图 2 流态摄影装置 图 3 中心喷吹时的流态照片

（因对称，照片取 1 /2，上部

有明显环流）
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图 4 R/2 喷吹时，平面摄影的流
场紊乱

图 5 2 /3R喷吹时，有较大回流，

并被“气泡柱”区吸引、上升

图 6 不同流量中心喷吹时的流态示意图

照片反映了经过吹气点和钢包

中心，并和底部垂直的平面上的流动

状态.中心喷吹时，流场基本上是二维

的，因此通过摄影就可以反映流态.然

而当 R/2 和 2 /3R喷吹时，流场是三

维的，为了更清楚地反映其流态，在不

同角度摄影和观察，再根据照片复叠

法，画出三种情况下的流态图，如图

6 ～ 8所示.

可以看到，在不同位置喷吹时，

流态有着质的区别：

图 7 R/2 喷吹流态示意图

（Ⅲ与Ⅰ对称，Ⅳ与Ⅱ对称，未画出）

图 8 2 /3R喷吹流态示意图
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（1）中心喷吹时，在光束区撒下示踪粒子，发现粒子基本上在光束平面

上运动，可见流场基本上是平面的.具体流态见图 6，其上部环流区高度由氩

气流量为 0. 832 Nl /min时的 0. 4H，增至氩流量为 2. 5 Nl /min时的 0. 6H.

（2）R/2 喷吹时的流态见图 7，这是一个很复杂的流场，大致可划分成五

个区域.上部Ⅴ区是近水面的高度很小的圆柱区，该区内液体以气泡涌出点
为中心，向四壁呈放射状流动.在Ⅴ区以下的流体依两个“零速度面”，可划
分成四个相对独立的回流区域.“气泡柱区”明显地向钢包中心倾斜，Ⅴ区高
度随流量增大而增大，从 0. 832 Nl /min 的约 0. 12H，增至2. 5 Nl /min的约

0. 2H. Ⅰ、Ⅲ区随流量增大而扩大（流体自壁横向滑动更为明显）. Ⅱ、Ⅳ区中
近气柱区的上升部分亦随流量增大而范围扩大，由 0. 832 Nl /min 时的 0. 3R

厚，增至2. 5 Nl /min时的 0. 6R厚.

（3）2 /3R喷吹时，流场不很复杂，近气柱区液体上升，离气柱区较远处，

液体下降，再经过水面和包底形环流. 同时，在钢包下半部有明显的横向流

动，上升区随流量增大而增大，两相区周期性向侧壁倾倒.

在小流量喷吹时，比重为 1. 025 g /cm3
的示踪粒子在底部有局部沉积的

现象，说明包底存在着若干“滞流区”（见图 9 及图 10 中白色部分）.

图 9 R/2 喷吹时底部滞流区照片 图 10 2 /3R喷吹时底部滞流区照片

1． 3 均匀化时间测定

试验装置如图 11 所示，将饱和 NaCl溶液通过虹吸管加入钢包底部，

采用两支铂黑电导率探头，一个置于近水面处，另一个置于钢包底部；虹

吸管及底部电导率探头，尽可能置于“滞流区”两侧（见图 12）. 实测得的

电导率随时间变化，通过电导率仪的毫伏信号输出，用自动平衡仪加以
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记录，如图 13 所示. 从溶液加入起，到两测点电导率一致时止，即为均匀

化时间.

图 11 氩搅拌混合均匀化时间测定装置图

图 12 钢包中不同吹氩点时的测量点及 NaCl注入点

△ NaCl溶液加入点；× 短探头位置；×○ 长探头位置；○ 吹氩点

图 13 典型的电导率随时间变化的曲线 图 14 均匀化时间与吹氩强度的关系
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不同位置吹氩时，氩气流量与均匀化时间的关系如图 14 所示.经回归分

析后可得流量与均匀化时间的关系，如表 1 所示.

表 1 均匀化时间与氩气流量的数学关系式

位 置 线 性 方 程 相 关 系 数

中心 t = 15. 4 Q - 1. 47 0. 998

R/2 t = 10. 7 Q - 1. 51 0. 990

2 /3R t = 4. 57 Q - 0. 818 0. 997

可以看到，小流量喷吹时，吹氩位置对均匀化时间影响很大，吹氩位置偏

离中心时，均匀化时间明显缩短，而大流量喷吹时，位置的影响就不那么明

显了.

另外，曾作过不同起始浓度下加入溶液的试验，结果证明，在起始浓

度不大时，起始浓度与均匀化时间无关，后者仅与加入的剂量有关，故本

试验采用了固定加入剂量连续测定法. 还做过加入溶液后，不搅拌的对

比试验，结果虽经 45 分钟以上，两侧点的电导率仍相差很远，因此静止

溶液中浓差扩散的影响，亦可以认为是很小的，在氩气搅拌的均匀时间

中，未加考虑.

1． 4 用热线风速仪测定速度场

对于流体中微区速度的测量，广泛应用热线风速仪
［16，17］，本试验采用了

自制的热线风速仪（原理图见图 15），对不同流量、不同吹氩位置时的速度场

进行了测定.热线风速仪的探头用经过绝缘处理的 12 μm钨丝制成，将探

头作为电桥的一臂接入电路，测量时探头置于流场内欲测部位，当流体速度

大时，对流散热增加，影响到探头温度，使热线电阻值变化，这样就导致不平

衡电桥有毫伏信号输出.探头预先在已知流速的稳定流场中进行标定，其流

速 毫伏关系如图 16 所示.将测量时记录下的毫伏信号与标定曲线比较，即

可得相应的流速.利用旋转探头所得毫伏值的不同，还能大致判断流体的运

动方向.测定结果见图 17、18、19.
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图 15 热线风速仪原理图 图 16 标定的热线探头流速 毫
伏关系曲线

图 17 中心喷吹时的流速分布图（单位：cm /sec）

运用热线风速仪实测流体中的速度场后发现：① 钢包内流场并不是稳
定的，在以稳定的气流量喷吹相当长时间后，包内某些点的速度、方向还会有

无规则变化.特别在近自由表面、壁、气柱等界面处，尤其容易出现. ② 各点
的速度都具有脉动特性，脉动范围可达到最大值的 1 /3 左右.因此，可进一步

推断，在此系统中大范围内的传质是靠形成环流完成，而局部区域内的传质，

则是通过紊流形式进行的.
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图 18 R/2 喷吹时的速度分布

Q = 0. 83 Nl /min，cm /sec

图 19 2 /3R喷吹时的速度分布

Q = 0. 83 Nl /min，cm /sec

2 讨论

2． 1 流态

通过大量照片及试验中的观察，发现氩气在钢包中导入的位置，决定了

钢包中的流态，而氩气流量的大小，对流态无根本性的影响.因此选择恰当的

吹氩位置，就能用最少量的氩气，在最短的时间内，对钢液进行充分的搅拌.

这对实际生产无疑是有指导意义的.
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中心吹氩时，流场是平面型的，相邻平面间质量的传递主要靠紊流进行，

势必影响均匀化时间.在 R/2 喷吹时，整个钢包分成在一定范围内摆动的五

个流动区域；而 2 /3R喷吹时，整个钢包形成了两个互相对称的环流区域，在

大范围内进行质量的对流传递，能使均匀化时间明显缩短，这一点已为实验

事实所证明.

同时，试验中发现，喷吹点不在中心时气泡柱区不断摆动. R /2 喷吹

时，从包壁而来的横向液流，使其明显地向钢包中心倾倒. 而在 3 /2R 喷

吹时，气泡区近壁一侧除了紧贴气泡流有一极薄的上升区域以外，主要

是形成了一股沿壁而下的高速流束，由于速度大、静压小、再加上另一侧

液体中、下部的横向流动的综合作用，产生了附壁效应，使气泡区明显地

向侧壁倾倒，并在一定的范围内不断摆动，即使在长时间保持氩气流量

稳定时，亦是如此.

从测速中还可发现，在每一种流态时，钢包的某些部位，都存在流速极慢

的“滞流区”.它们存在于钢包下部（中心喷吹时）、近底部（R/2 或 3 /2R喷吹

时），以及环流所形成的“眼”中.对比各种流量和各种不同喷吹位置的照片

和速度分布图，可明显地看到，流动区域划分得较多，“滞流区”也越小. 同

时，由于三维流场的相对不稳定性，环流“眼”的位置经常飘移（底部例外）.

这些都是三维流场比二维流场（中心喷吹）完成均匀化时间较短的重要原

因.增大氩气流量可明显地增大气泡区、水面、侧壁及环流部分的流体速度，

但对“滞流区”大小的影响并不很大.这也说明了为什么吹氩位置对均匀化

时间的影响要比吹氩流量的影响大.

2． 2 从能量利用率看吹氩位置的影响

由图 14 可见，吹氩流量对均匀化时间的影响曲线有明显的“拐点”，并

随着吹氩位置向侧壁移动，“拐点”也向小流量方向移动. 即当流量小时，流

量的变化对均匀化时间的影响很大，而当流量达到某一临界流量后（拐点），

再增大流量，作用就不明显了.且在大流量时，吹氩位置的影响也不大了.上

述种种现象，均反映了不同情况下氩气泡能量利用率的程度.

在本试验中，氩气泡在浮力作用下上升，推动流体而做功，同时因上升时

水静压减少，体积膨胀而做功（在实际钢包吹氩时，还有气泡因热膨胀而做

功），在流量小时，氩气泡所做的功主要用于推动流体运动，在钢包形成环流.

在流量增大超过临界值时，相当一部分能量消耗于流体表面隆起及翻动，即

因液 气界面能量交换而损失.同时，氩气泡以越来越大的速度逸入大气，也



1038

徐

匡
迪

●文
选—

—
—

钢
铁
冶
金
卷
︵
Ｂ
︶

带走了相当一部分动能，因此，尽管总能量增大，但用于推动流体环流的那部

分，增加并不明显.至于三条曲线的不同，则反映了吹氩位置对能量利用率的

影响.显然，吹氩位置偏离中心，对于在钢包中形成环流是有利的.

必须指出，本试验所进行的水模拟，在传质和传热方面，都难以与高温下

的钢包情况相似，只有在动量传递方面，可作近似的比拟.故上述均匀化时间

的数字关系，必须经过热模拟校验，方可作出定量比较.但是，吹氩位置的影

响及吹氩量有一临界值这两点，则可肯定是定性准确的.

2． 3 速度场

对于测得的速度分布，有几种情况值得注意.

（1）在流量为 0. 832 Nl /min，R/2 喷吹的速度图上（图 18），有一个纵切

面（108°面）上，各点速度均较相邻面为低，这显然是一个流区分界面.流区过

多、分界面增多，低速度面也就多，它使得 R/2 喷吹所需均匀化时间比 2 /3R

要长一些.

（2）在相同流量情况下，2 /3R喷吹的速度分布比其他两种喷吹时要来

得均匀.在 Q = 0. 832 Nl /min时，将三种位置喷吹情况下测得的各点速度进

行统计，结果见表 2. 2 /3R喷吹时流体中 v = 1 ～ 3 cm /sec的点，要比其他两

种情况多 15% 左右.

表 2 吹氩位置对速度分布的影响

吹 氩 位 置 总 测 点 数 v = 1 ～ 3 cm /sec的点数 占总测点 %

中 心 45 26 58

1 /2R 120 72 60

2 /3R 102 75 74

（3）热线风速仪在稳定的一维流场（标定）中，精度及重现性较好，但在

二维、三维流场中波动较大，所得结果只是该点速度的平均值.

（4）二维流动时的速度图是矢量图，三维流动是标量图.后者应该用其

他物理量，例如物质通量来更确切地表示流态，及其与均匀化时间的关系.

3 结论

（1）吹氩工艺参数，对吹氩搅拌均匀化效果有明显的影响：
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1）吹氩位置对流动形态有决定性影响，对速度分布也有很大影响.在距

中心 2 /3R处喷吹，完成均匀化的时间最短；距中心 1 /2R处喷吹，均匀化时间

较长；中心喷吹时，均匀化时间最长.

2）在小流量时，流量增大，均匀化时间缩短，但超过某临界值时，流量的

影响就不明显，这一临界值，随吹氩点向包壁移动而减小.

（2）用热线风速仪能测定水模拟中速度的分布.因探头对流动方向很敏

感，在一个紊流场中，这显然会影响测定的精度，但另一方面，却可利用来判

断流动的方向.

（3）吹氩位置偏离中心时，流体具有三维流动的特征，用速度场来表示，

有其不便之处，可以考虑用与动量传递和质量传递都有密切关系的物理量，

例如物质通量来表示之.

（4）为了更好地模拟钢包中实际氩搅拌情况，应进一步考虑各相似准数

的不同，对模拟效果的影响，并进行热状态下的试验，进行对比.

（5）进一步开发三维流场的统制方程组及其解法，用三维流场中的物质

传输方程来计算均匀化时间，无疑是这一领域研究的最终目标.
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ｈｏｍｏｇｅｎｉｚａｔｉｏｎ ｔｉｍｅ，ａｎｄ ｔｈｅ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｅｆｆｅｃｔ ｏｎ ｔｈｅ ｆｌｕｉｄ ｆｌｏｗ ｒｅｇｉｍｅ ｃａｕｓｅｄ ｂｙ
ｔｈｅ ｌｏｃａｔｉｏｎ ｗｈｅｒｅ ａｒｇｏｎ ｉｓ ｉｎｔｒｏｄｕｃｅｄ ａｒｅ ａｎａｌｙｓｅｄ. Ｔｈｅ ａｒｇｏｎｉｎｔｒｏｄｕｃｅｄ ｌｏｃａ
ｔｉｏｎ ｈａｓ ａ ｄｅｃｉｓｉｖｅ ｅｆｆｅｃｔ ｏｎ ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔ ｏｆ ａｒｇｏｎｓｔｉｒｒｉｎｇ ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ.
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表 3 轴承钢喷粉脱氧试验结果汇总（25 kg中频炉）

方 案 炉号
取样

时间
样号

钢液化学成分（%）

C Mn Si P S Cr Al

Ⅰ

高 Fe-Si
喷 前

喷毕 0' 14 0. 88 0. 27 0. 27 0. 010 0. 054 1. 56 ≤0. 02

3'

4. 0 g/kg 6' 15 0. 88 0. 28 0. 27 0. 009 0. 057 " "
4

No. 2 渣 8' 16 0. 87 " 0. 26 0. 008 0. 058 " "
10 g/kg 10' 17 " " 0. 27 0. 013 0. 059 1. 57 "

高 Fe-Si



化渣

喷前 1 0. 58 0. 27 痕迹 0. 011 0. 017 1. 40 ≤0. 02

喷毕 0' 2 0. 54 0. 28 0. 20 0. 010 0. 015 " "
3. 5 g/kg 1 3' 3 0. 54 " " 0. 011 0. 014 " "
No. 2 渣 6' 4 0. 52 " 0. 18 0. 009 0. 012 " "
10 g/kg 9' 5 0. 53 " 0. 15 " 0. 013 " "

Ⅱ

高 Fe-Si 喷前 22 0. 80 0. 25 0. 30 0. 013 0. 056 1. 54 ≤0. 02


3. 4 g/kg 喷后 0' 23 0. 80 " 0. 29 0. 011 0. 051 " "
6

No. 3 渣 3' 24 0. 79 " " 0. 010 0. 050 1. 53 "
6 g/kg 6' 25 0. 79 " " 0. 009 0. 052 " "

高 Fe-Si
喷前 6 0. 58 0. 24 0. 29 0. 008 0. 013 1. 40 ≤0. 02

喷后 0' 7 " 0. 25 0. 24 0. 010 0. 014 1. 35 "
3. 2 g/kg

2 3' 8 " 0. 25 0. 23 0. 008 " " "
No. 3 渣

10 g/kg
6' 9 " 0. 24 0. 22 0. 007 0. 013 " "
9' 10 0. 57 0. 23 0. 18 0. 008 " " "

高


Fe-Si 喷前

喷后 1' 26 0. 87 0. 27 0. 43 0. 010 0. 019 1. 50 ≤0. 02

3. 5 g/kg

No. 3 渣（机
械混合）

7 3' 27 0. 86 " " " 0. 018 " "
6' 28 0. 85 " 0. 42 0. 011 0. 017 1. 49 "
9' 29 0. 81 " " 0. 010 0. 013 " "6 g/kg



（续 表）

温度�
浓 差 定 氧

E（mV） αO（ppm） fO ［O］f（ppm）

脱氧

率 %
∑［O］
（ppm）

fSi αSi

平衡

αSiO2

平衡α［O］（ppm）

α
SiO2

=1

α
SiO2

= 0. 1

α
SiO2

= 0. 01

 
1 555 20 26 43
1 505 - 150 1. 25 3. 1 22 0. 43 0. 002 27. 0 2. 7

- 135 1. 8 3. 0
1 535 - 20 12. 5 20. 3

0. 60 95 19. 5 /40 0. 6 0. 43
- 25 11. 5 19. 2 24 0. 43 0. 115 36. 9 11. 7
- 20 12. 5 20. 8 0. 42 0. 094 37. 6 11. 9

0. 43 0. 115 36. 9 11. 7

1 555 120 105 141. 9

 
1 565 60 50 67. 6 46

1 545 - 30 11. 5 15. 5 44 0. 26 0. 047 52. 8 5. 3

30 28 0. 74 37. 8 77 34 1. 3 0. 26 0. 281 52. 8 16. 7

10 21 28. 4 31 0. 23 0. 143 55. 6 17. 6

1 605 65 0. 20

 
1 650 0 41 66. 1 0. 45

1 455 - 30 4. 7 7. 6 39 0. 44 0. 098 15. 0 1. 5

0. 62 89 1. 5

- 25 7. 6 12. 3 31 /64 " 0. 257 15. 0 4. 7

1 520 - 20 11 17. 7 31 " 0. 124 31. 3 9. 9

10 38 55. 1

 
1 620 25 47 68. 1 47 0. 41

1 520 - 100 3. 2 4. 6 43 0. 34 0. 008 35. 6 3. 6

35 14 0. 69 34. 8 93 39 1. 4 0. 32 0. 435 36. 4 11. 5

10 17 24. 6 47 0. 31 0. 209 37. 2 5. 4

1 580 - 8 13 18. 8 48 0. 25 0. 100 41. 1 13. 5

- 7. 5

 
1 505 50 27 46. 6

1 490 - 40 6. 2 10. 7 26 0. 69 0. 121 17. 8 1. 8

- 60 4. 8 8. 3 23 0. 69 0. 073 17. 8 5. 6

0. 58 77 1. 6

1 540 - 40 9. 7 16. 7 23 0. 67 0. 095 31. 4 3. 1

1 565 - 35 12. 5 21. 6 22 0. 67 0. 096 40. 4 12. 8
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对轴承钢熔池，Ｏ的活度系数 ｆＯ 波动在 0． 58 ～ 0． 74．
（2）一俟喷入低 ＳｉＯ2 活度渣后，钢中溶解氧急剧降低，在喷毕时达

最低值，获得 α［Ｏ］ = 1． 25 ～ 6． 2 ｐｐｍ 或［Ｏ］ = 2． 1 ～ 10 ｐｐｍ 的低氧水
平．这与低活度渣脱氧理论相符． 唯有炉号 1 较高，由喷前这炉钢液 Ｓｉ 为
痕迹知，ＦｅＳｉ尚未进入钢液，故喷粉时钢中无足够 Ｓｉ 向低活度渣粉扩
散，等 ＦｅＳｉ 均匀化后渣粉也喷得差不多了，故喷毕 α［Ｏ］比其他四炉
高些．
从脱氧率看波动在77% ～ 95%，机械混合渣粉的脱氧效果稍低，但成绩

仍令人注意．两种渣粉的脱氧水平无显著差别，渣量的改变，也没带来显著差
别，文献［7］在 200 ｔ钢包的结果认为渣粉量 2 ｋｇ ／ ｔ就足够了．
（3）喷毕至浇注 10' 内，由于喷入渣粉基本上浮至表面渣，此时钢中氧

力图和表面渣及氧化性炉气平衡，使钢中溶解氧略有上升，但稳定在 α［Ｏ］=

11 ～ 13 ｐｐｍ或［Ｏ］= 17． 7 ～ 20． 8 ｐｐｍ，只有炉号 1 因钢中 Ｓｉ 不低，回升较
高．由于表面渣仍为低 αＳｉＯ2

，炉衬氧位低，故只要表面渣覆盖好，避免接触氧

化性炉气，钢中氧仍大大低于按 Ｓｉ 沉淀脱氧的平衡值：α
［O］

= 31. 3 ～
55. 6 ppm.

（4）由于感应搅拌以及低活度渣吸收夹杂的能力，钢中∑［Ｏ］很低，为
22 ～ 48 ｐｐｍ，钢锭总氧量 26 ～ 51 ｐｐｍ，由于炉号 1 成品 Si 为 0. 12%，故

∑［Ｏ］较高．
（5）假定实测的 α

［Ｏ］与渣平衡，可以算得平衡的 αＳｉＯ2

，其值在喷毕时为

0． 002 ～ 0． 121，浇注前为 0． 096 ～ 0． 143，这说明比原始渣粉 αＳｉＯ2

活度高。这

是因为脱氧产物 ＳｉＯ2 不断生成之故．
（6）喷粉前后钢液化学成分变化：Ｃ、Ｍｎ、Ｃｒ 是稳定的，Ｓｉ、Ｓ 略有下
降，二炉 Ｓ 高者系 ＦｅＳ 带入，供夹杂变性研究之用． 喷粉后钢液降温 15 ～
100℃，降温大的原因是钢水量少，Ａｒ吹入量大．
以上为轴承钢喷粉脱氧结果及热力学方面的初步分析． 下面对动力

学问题———两种渣粉在钢液中行为及脱氧机构与速度作深入一步讨论和

计算．

3 喷低 ＳｉＯ2 活度渣的硅脱氧的机构与速度

渣粉粒度的选择最好使粉粒不注入钢液（避免混渣夹杂物），而在 Ａｒ 气
泡表面熔化形成一层液体渣膜，以使钢中 Ｓｉ 和 Ｏ 向渣膜扩散，生成 ＳｉＯ2 活
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度低的脱氧产物，这样喷入的渣粉和脱氧产物均随 Ａｒ 气泡排出钢液而不沾

图 4 Ｓｉ脱氧机构示意图

污钢液，这种 Ｓｉ 脱氧机构见图 4，这可收到扩

散脱氧不沾污钢液的效果，而又比表面渣扩散

脱氧法速度快，因为喷粉脱氧时物料的比表面

积比熔池—表面渣比表面积大几个数量级，且

有 Ａｒ气搅拌，增大了扩散传质系数．
因此动力学问题的关键在于能否形成符

合上述条件的液渣，为此首先考察所喷渣粉在

钢液中的力学和热学行为．

3． 1 粉粒注入钢液的临界速度

关于粉粒突破气泡进入钢液所需的最低速度的计算，已有若干文献
［8，9］

讨论。

按物理学的牛顿运动第二定律，粉粒在金属液中运动的微分方程式为

m粉
dv
dτ

= - F S - Fσ - F A = - KS粉 ρm

v2

2

- 2πr粉 σ -
4
3
πr3

粉
g（ρm - ρ粉） （8）

式中：m粉———粉粒的质量，kg；

v———粉粒的瞬时速度，m /s；

τ———时间，s；
F S———粉粒在钢液内运动阻力；

Fσ———由于粉粒和钢液的表面张力产生的阻力；

F A———粉粒在钢液受到的浮力；

K———阻力系数，为 1. 3；

ρ粉，ρm———分别为粉粒及钢液密度，kg /m3；

r粉，S粉———粉粒半径，m及粉粒最大横截面积，m
2；

σ———表面张力，N/m；

g———重力加速度，9. 8 m /s2 .

将式 8 积分可得粉粒行程、速度与时间的关系，若认为粉粒行程为 2r粉时

v = 0，则可得粉粒注入钢液所需临界速度为

v临 =
8σ

d粉 ρm
exp

3ρm

2ρ粉
-( )槡 1 （9）
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取 ρm = 7 000 kg /m3，ρ
粉

= 2 990 kg /m3（对No. 2渣粉）及3 370 kg /m3（对No.

3 渣粉），σ = 1. 2 N /m（按上限计）代入式 9，则得

对 No. 2 渣 v临 = 0. 211d
-

1
2

粉
（10）

对 No. 3 渣 v临 = 0. 172d
-

1
2

粉
（11）

图 5 两种渣粉射入钢水的临界速度和
在钢水中被熔融所需的时间

两种渣粉各种粒度分布下的注入钢

液的临界速度见图 5.由图可见，即使

对最大的粉粒，d粉 = 450 μm，亦需

8 m /s的速度才能进入钢液内部.

另一方面看一看粉粒所能达

到的实际速度.

关于粉粒在气粉流中速度，据

水力学实验及高速摄影研究
［10］，大

致可估计为纯气流速的一半.在五

炉钢喷吹时，由 Ar 气平均流量为

960 L /h，可算得 5 ～ 5. 5 mm石英

管的口处 Ar 气平均流速为12 m /s，

因此可粗略认为粉粒在石英管出口

处为 6 m /s，和现场观察甚符.

粉粒注入钢液前和钢液碰撞还要损失其速度，按动能守恒定律可推

得
［11］；

v碰撞前
v碰撞后

= 2 +
ρm

2ρ槡 粉

（12）

其比值大致为 1. 7，因此所喷粉粒和钢液碰撞后减速至 3. 5 m/s，小于渣粉注

入钢液所需的临界速度.

从上述计算可知，所喷渣粉在所有粒度分布范围内全部不能进入钢液，

而这也为激冷钢液的金相观察没有出现原先所担心的混渣夹杂物所证实.

3． 2 所喷渣粉在钢液的熔化时间

设渣粉为球状，钢液为 1 600� ，渣粉从 20� 加热到高于熔点的温度

1 400� .
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球的热传导方程的解为

θ =
tm - t'粉
tm - t粉

= ∑
�

n = 1

2（- 1）n + 1

nπ r
r'

sin nπr'( )r
·

exp -
n2π2 a粉 τ

r( )2
（13）

式中：t'粉，t粉———粉粒加热后温度及原始温度，� ；

r'，r———粉粒的瞬时半径和原始半径，m；

t———加热时间，h.

a粉 = λ
CP·ρ
， 粉粒的导温系数，m2 /h

这样求得 θ = 0. 126，对 r' / r = 0. 9，由式 13 的图解［12］，可得

a粉·τ
r2

粉

= 0. 07

取粉料的热容 CP = 0. 215 kcal /kg·� ，导热系数λ = 1. 03 kcal /kg·� ，

代入
a粉·τ

r2

粉

= 0. 07 则得 τ = 50r2，经变换单位得

τ = 4. 5 × 10 - 8 d2 （14）

式中：τ———熔化 10% 直径（27% 体积）所需时间，s；

d———粉粒原始直径，μm.

所用渣粉各种粒度的熔化时间亦见图 5，由图可见，粉粒在所有粒度分

布范围内的熔化时间，其数量级为 10 - 3 s，这也为熔化试验所证实.

将 5. 015 7 g的圆柱形 No. 2渣压块浸入 1 600� 轴承钢钢液，即发现迅速熔

化，3 s后取出称重为 4. 944 3 g，求得平均熔化速度为 0. 023 8 g /s，而算术平均径

为0. 019 8 cm的一个渣粉重0. 000 012 2 g，按此熔化速度则熔化时间为5 ×10 - 4s，

考虑到渣块的熔化速度前小后大，因此可以认为熔化时间大致为 10 - 3s.

另一方面，气泡在钢液内的滞留时间，可根据气泡上浮速度及在钢液内

行程而得，由于气泡先向下运动至停止再上浮，其总时间10 - 3 s.

因此可以认为渣粉在接触钢液的一瞬间，即熔化，而成液膜状态存在于

Ar气泡的表面. 渣膜厚度根据气泡大小、数量及喷粉量曾经算得，平均为

2. 4 μm，相当于扩散反应的浓度边界及厚度，而大大发挥低 SiO2 活度渣的精
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炼作用.可以推知脱氧速度将是很快的.

3． 3 扩散脱氧反应速度

根据以上对两种渣粉在钢液中力学和热学行为的计算分析，可知在 Ar

气泡和钢的界面上造成了熔融的 a
SiO2

= 10 - 3
的渣，而钢中 Si 和 O向液渣扩

散，根据图 4 的脱氧模型，可以计算喷粉期的脱氧速度.

因扩散反应为一级反应，故速度方程式的积分式为

ln
α
［O］

α
［O］
喷前

= - kτ （15）

假定喷入粉量W随喷粉时间 τ均匀增加，则式 15 亦可写为

ln
α
［O］

α
［O］
喷前

= - k' W （16）

式中：α
［O］
———喷粉过程的瞬时氧活度，ppm；

α
［O］
喷前———Si脱氧后、喷粉前的氧活度，ppm；

k———反应速度常数，s - 1；

k' ———反应速度常数，kg /g；

τ———喷粉及吹氩进行的时间，s；
W———瞬时喷入的总粉量，g /kg.

这样，根据实验结果算得脱氧速度常数 k值见表 4，脱氧速度方程式见表 5.

表 4 脱氧反应速度常数

方 案 渣 粉 炉 号
α
［O］
（ppm）

喷 前 喷 后
ln
α
［O］后

α
［O］前

t（s） k（s - 1）

Ⅰ No. 2
4 26 1. 25 - 3. 03 45 0. 067

1 50 11. 5 - 1. 47 113 0. 013

Ⅱ No. 3

6 41 4. 7 - 2. 17 40 0. 054

2 47 3. 2 - 2. 69 95 0. 028

7 27 6. 2 - 1. 47 60 0. 025

表 5 脱氧速度方程式

方案 炉号
α［O］

α［O］喷前
= f（τ）

α［O］

α［O］喷前
= f（W）
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Ⅰ
4 α［O］/α［O］喷前 = exp（ - 0. 067τ） α［O］/α［O］喷前 = exp（ - 0. 301 5W）

1 α［O］/α［O］喷前 = exp（ - 0. 013τ） α［O］/α［O］喷前 = exp（ - 0. 146 9W）

6 α［O］/α［O］喷前 = exp（ - 0. 054τ） α［O］/α［O］喷前 = exp（ - 0. 36W）

Ⅱ 2 α［O］/α［O］喷前 = exp（ - 0. 028τ） α［O］/α［O］喷前 = exp（ - 0. 266W）

7 α［O］/α［O］喷前 = exp（ - 0. 025τ） α［O］/α［O］喷前 = exp（ - 0. 25W）

喷粉期相对氧含量随喷入粉量的变化见图 6.图中虚线为 Sandberg［13］
在

7 kg高频炉对不锈钢熔池的实测值的回归曲线.由图可见，喷粉期氧含量的

变化趋势和 Sandberg的实测曲线形状一致，这进一步证明了扩散机理.同时

图 6 喷粉期相对氧含量变化

由图 6 可见，方案 1、2 无显著差

别，而炉号 1 结果稍差，原因在上面

已指出.就喷入渣量看，喷6 g /kg者

（炉号 6、7）稍差于喷 10 g /kg（炉

号 2、4）；机械混合渣（炉号 7）比预

熔渣稍差. 但这 5 炉结果均优于

Sandberg的结果，而且喷机械混合

渣效果之降低不像 Sandberg 那样

明显.

结 论

在轴承钢钢液中，采用喷低 SiO2 活度渣粉的硅脱氧，在脱氧方面能达到

以下目的：

（1）钢中氧能降得很低. 热力学计算表明，当 Si 脱氧产物的活度很低

时，和 Si平衡的氧量能降低到 1 ～ 2 ppm.

（2）脱氧速度快、效率高.由于 Ar 的搅拌作用和渣粉的极大比表面积，

加快了 Si和 O向渣粉的扩散传质，使钢中［O］在 1' ～ 2'内从 50 ppm降至

5 ppm，脱氧率 90% .

（3）不沾污钢液.渣粉的喷射冶金特性计算表明：渣粉和脱氧产物不注

入钢液而随 Ar气泡排出.

（4）无二次氧化之忧.只要面渣覆盖好，Si脱氧不像 Al脱氧那样易被空

气二次氧化，而且随钢液凝固降温，由于 Si-O 平衡的移动，［O］能进一步

降低.

（5）不像真空脱氧那样，受耐材分解的影响，因为耐材在常压的氧位低
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于钢液的氧位.

（6）由于（4）、（5），因此脱氧后钢液的氧量能保持稳定，< 15 ppm.

（7）由于不用 Al 作终脱氧，故能为消除 B类夹杂及消除 Ca-Al 系的 D

类夹杂创造条件，但带来少量 C类夹杂.

本法粉料廉价来源广，设备简单，在经济上可取。如配合其他手段，如真

空处理、电磁搅拌，可炼出优质轴承钢.可以这样说，这种脱氧方法糅合了三

种传统脱氧方法的长处，而避免其各自的短处，值得在大生产中采用.对这种

脱氧的理论，值得进一步深入探讨.
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