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摘要：　 为预测以节流方式消除海上油气立管系统严重段塞流所需的阀门开度，开展室内模型实验研究．基于流型

转变时立管顶部液塞流出时刻的瞬时单相流的特性，得出了抑制气液喷发所需的节流压降和阻力系数需满足的条

件———节流阀压降峰值与瞬时单相流动相对应，在严重段塞流恰好消除时可取为均值的 ２ 倍．进而按定义依次求出

目标阻力系数和流量系数，最后按阀门出厂或实际标定的流量特性求出开度．本预测模型避免了传统模型中两相平

均参数与单相阀门特性映射不一致的问题，在 １５０ ｍ ／ ＤＮ ５０ 与 ３８０ ｍ ／ ＤＮ ８０ 两套实验环路上的预测开度平均偏差

分别为＋０．５５％与＋１．８％；油田开度预测结果与自动控制实操偏差不超过±２％．构建的模型既可用于指导现场人工

调控，也可为自动调控的目标参数设定提供参考．
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０　 引　 　 言

在海上油气开发过程中，常通过海底管道⁃立管系统将采出的油气水多相混合物从海底井口输送到海面

平台或陆上终端［１］，或将井口平台初步处理后的单相或多相产物再次输送至浮式生产储存平台（ＦＰＳＯ）．由
于海底地形起伏和管道脱离海底时路由方向的突然变化，海底管道⁃立管系统内的气液两相流流型不仅包括

常规的分层流、弹状流、环状流等，其时空分布的组合还体现出整体性，例如严重段塞流流型．严重段塞流是

一种典型的危害流型，主要发生于液相流速较低、气相流速不太高的情况．严重段塞流呈现出明显的周期性

特征，通常可分为四个阶段［２⁃５］： ① 液塞生长； ② 液塞流出； ③ 气液喷发； ④ 液相回落及新液塞的形成．其
中，也有学者将第四阶段拆分．这种流型会引起大幅度的压力和出口流量波动，进而导致下游气液分离器的

断流或溢流，平均产量也将下降．对于生产平台来说，燃气轮机发电机会因供气不足频繁停机、切换至柴油发

电机发电［６］，由此产生更高的成本和更多的污染物．此外，严重段塞流还可能加剧立管振动疲劳损伤和局部

腐蚀等问题［７］ ．然而，严重段塞流无法通过改进管道设计而根除，这使其成为海上油气田流动安全保障的关

键问题之一［８］ ．无论是曾经出现过严重段塞流的老油田［６，９⁃１５］，还是新建设的油田，都需要配备段塞控制设备

与软件，以确保输送安全．
严重段塞流的主动控制方法主要包括节流法和气举法等，其中节流法应用最广泛及成本最低［１６］ ．其控

制设备为立管顶部与气液分离器之间的管道的调节阀，将其置于适当的开度并提供一定的局部阻力系数，根
据阻力与流速的关系，在气液喷发阶段增加阀门局部流动阻力，减缓喷发剧烈程度和延长喷发时间，使得立

管内形成弹状流或较短的段塞流，缩短流量波动的周期，实现段塞控制和流型稳定．在实验室研究中，动态控

制开度的 ＰＩＤ 等模型可以实现优于固定开度控制的效果［１７⁃１９］，但是现场鲜有应用：一方面是因为这些方法

阀门动作频率高，而常规的调节阀产品一般不会对其执行机构的使用寿命（行程次数）作出说明，现场对其

采用持谨慎态度；另一方面是因为动态控制模型仅在有限的开度区间内是稳定的．
研究表明，上述开度区间主要处于固定开度控制的最优开度（刚好消除立管出口的断流）附近，并包含

了最优开度，实验室中可以人工摸索确定这一最优开度［２０］ ．然而，现场长距离海管流动状态的惯性大，调节

阀门后，流动参数需要半天以上才能达到稳态，缺乏经验的现场人员难以摸索出最优开度［６］ ．在基于立管底

部气液相界面受力分析的严重段塞流转变判据［２１］ 及其后续改进［３，２２⁃２３］ 中，均引入了节流阀的阻力系数．然
而，该阻力系数带有量纲，与阀门流量系数之间缺乏直接的映射关系．有的研究者在单相假设条件下应用阻

力系数［２２］，有的在两相假设条件下应用［３］，但理由均不充分———在单相假设条件下应用阻力系数， 立管内

平均持液率却按两相计算； 在两相假设条件下应用， 却仍按喷发初期立管内尚无气相进入时的状态进行受

力分析．
近期，作者所在团队（Ｆｕ 等［２４］）提出了一种基于经验封闭关系和阀门特性的集输⁃立管严重段塞流控制

阀门开度预测方法，在均相流的假设下，结合标定的阀门流量系数⁃开度关系，预测最佳阀门开度．流量系数⁃
开度关系也可采用阀门出厂文件中的数据．该方法能够较为准确、便捷地估算出最佳阀门开度；然而，也存在
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以下不足： ① 均相模型算出来的立管含气率偏大，虽然最终的开度计算结果比使用漂移模型更理想，但计

算过程的中间参数并未真实反映集输⁃立管内的流动特性； ② 阻力系数的计算是基于两相流时均参数的假

设，但阻力系数与流量系数的映射却仍按单相流的关系构建．此外，该方法中，节流阀目标压降主要是基于时

均参数的经验关系，与气液喷发等关键阶段的联系并不密切，有待提升物理解释的充分性．
本研究在前期工作的基础上，进一步分析目标压降的物理意义，结合喷发起始时刻等关键阶段的参数观

察和分析，构建满足瞬时单相流假设的阀门阻力系数新模型；进一步在不同的实验管道上实验验证该模型，
并通过一个现场实例进行检验．

１　 实 验 方 法

１．１　 实验系统

本文涉及的实验数据来源于西安交通大学动力工程多相流国家重点实验室的两套油气水多相流实验环

路，均为空气⁃水两相流实验．其中文献［２４］中的实验数据来源于 １５０ ｍ ／ ＤＮ ５０ 实验环路，本文进行了重新分

析；新做的实验数据来源于 ３８０ ｍ ／ ＤＮ ８０ 实验环路．两套实验环路的示意图分别如图 １、２ 所示，主要参数如

表 １ 所示．两套环路均由工质源（水箱⁃水泵、空压机）、单相计量段、气液混合器、主管道、气液分离器组成，主
管道均为水平管⁃下倾管⁃立管的布置形式，用于节流控制的电动（气动）阀安装于立管顶部至气液分离器间

的管道上．３８０ ｍ 环路因气液分离器布设于地面，因而存在一段下降管．两条环路及其主要仪器仪表参数的详

细介绍参见文献［２５］．

图 １　 １５０ ｍ 多相流实验环路系统示意图

Ｆｉｇ． １　 Ｔｈｅ ｓｋｅｔｃｈ ｏｆ ｔｈｅ １５０ ｍ ｍｕｌｔｉｐｈａｓｅ ｆｌｏｗ ｌｏｏｐ ｉｎ ｌａｂｏｒａｔｏｒｙ

表 １　 实验环路主要参数

Ｔａｂｌｅ １　 Ｍａｉｎ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｆｌｏｗ ｌｏｏｐｓ ｉｎ ｌａｂｏｒａｔｏｒｙ

ｐａｒａｍｅｔｅｒ １５０ ｍ ｌｏｏｐ ３８０ ｍ ｌｏｏｐ

ｉｎｎｅｒ ｄｉａｍｅｔｅｒ ５０ ｍｍ ７５ ｍｍ （４６ ｍｍ ｆｏｒ ｄｏｗｎｃｏｍｅｒ ｐｉｐｅｌｉｎｅ）

ｈｏｒｉｚｏｎｔａｌ ｐｉｐｅ ｓｅｃｔｉｏｎ ｌｅｎｇｔｈ １１４ ｍ ３１４ ｍ

ｄｏｗｎｗａｒｄ ｉｎｃｌｉｎｅｄ ｐｉｐｅ ｓｅｃｔｉｏｎ ｌｅｎｇｔｈ ２０．４ ｍ ２５ ｍ

ｉｎｃｌｉｎａｔｉｏｎ ａｎｇｌｅ －５° －５°

ｖｅｒｔｉｃａｌ ｒｉｓｅｒ ｈｅｉｇｈｔ １６．３ ｍ ２１．５ ｍ

ｄｏｗｎｗａｒｄ ｖｅｒｔｉｃａｌ ｐｉｐｅ ｈｅｉｇｈｔ Ｎ ／ Ａ １９ ｍ

ａｉｒ ｆｌｏｗ ｒａｔｅ ０～３６０ Ｎｍ３ ／ ｈ ０～４２０ Ｎｍ３ ／ ｈ （ｓｉｎｇｌｅ ａｉｒ ｃｏｍｐｒｅｓｓｏｒ）
ｗａｔｅｒ ｆｌｏｗ ｒａｔｅ ０～３０ ｍ３ ／ ｈ ０～１４ ｍ３ ／ ｈ （ｓｉｎｇｌｅ ｗａｔｅｒ ｐｕｍｐ）

ｇａｓ⁃ｌｉｑｕｉｄ ｓｅｐａｒａｔｏｒ ｒａｔｅｄ ｐｒｅｓｓｕｒｅ １．６ ＭＰａ ３２ ＭＰａ
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图 ２　 ３８０ ｍ 多相流实验环路系统示意图

Ｆｉｇ． ２　 Ｔｈｅ ｓｋｅｔｃｈ ｏｆ ｔｈｅ ３８０ ｍ ｍｕｌｔｉｐｈａｓｅ ｆｌｏｗ ｌｏｏｐ ｉｎ ｌａｂｏｒａｔｏｒｙ

　 　 １５０ ｍ 实验环路电动球阀使用年限较久，实验前使用单相水标定得到电动球阀的流量系数⁃开度曲线

（公制 Ｋｖ）， 如图 ３（ａ）所示；３８０ ｍ 实验环路所用气动调节阀安装年限不长，使用其说明书中给出的流量系

数⁃开度曲线（英制 Ｃｖ）， 如图 ３（ｂ）所示．公制与英制流量系数均广泛使用，两者的换算关系为 Ｋｖ ＝ ０．８６５Ｃｖ ．

（ａ） １５０ ｍ 环路电动球阀 （ｂ） ３８０ ｍ 环路气动调节阀

（ａ） Ｔｈｅ ｅｌｅｃｔｒｉｃ ｂａｌｌ⁃ｖａｌｖｅ ｏｎ ｔｈｅ １５０ ｍ ｌｏｏｐ （ｂ） Ｔｈｅ ｐｎｅｕｍａｔｉｃ ｒｅｇｕｌａｔｉｎｇ ｖａｌｖｅ ｏｎ ｔｈｅ ３８０ ｍ ｌｏｏｐ
图 ３　 节流阀流量特性曲线

Ｆｉｇ． ３　 Ｆｌｏｗ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｃｈｏｋｅ ｖａｌｖｅｓ

１．２　 实验工况点

１５０ ｍ 实验环路实验工况点如图 ４ 所示，横纵坐标分别为气相折算流速（换算为 ０ ℃、１０１．３２５ ｋＰａ 的标

准状况）和液相折算流速．阀门全开时的流型包括三类严重段塞流 ＳＳ１，ＳＳ２，ＳＳ３，共 ２０ 组流速．各类流型的定

义参见文献［３］．该环路的气液分离器压强为常压．实验开始时，调节计量段入口阀门和回流管上的阀门，使
水泵出口压强维持在 １．２ ＭＰａ，空压机出口压强为 ０．９ ＭＰａ（均为绝对压强，下同）．

３８０ ｍ 实验环路验证实验期间的气液分离器压强为常压至 １．３ ＭＰａ，实验工况点见第 ３．２ 小节．该环路实
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验期间，水泵出口压强维持在 ６ ＭＰａ，空压机出口压强为 １３～１５ ＭＰａ ．
每组流速实验前，首先将电动（气动）阀的开度置于 １００％，然后逐渐关小该阀门．每次调节后待管道各

处气压、压差信号的均值和幅度等达到稳态，方进行下一次调节．待严重段塞流消失，气压、压差信号出现规

则的小周期波形时，本组流速实验结束．实验中，１５０ ｍ 环路的开度范围为 １６％ ～１００％，３８０ ｍ 环路的开度范

围为 ４１％～１００％．

（ａ） １５０ ｍ 实验环路实验工况点 （ｂ） ３８０ ｍ 实验环路实验工况点 （ｐｓ ＝ ０．１ ＭＰａ）

（ａ） Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｏｐｅｒａｔｉｎｇ ｐｏｉｎｔｓ ｏｎ ｔｈｅ １５０ ｍ ｌｏｏｐ （ｂ） Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｏｐｅｒａｔｉｎｇ ｐｏｉｎｔｓ ｏｎ ｔｈｅ ３８０ ｍ ｌｏｏｐ
（ｐｓ ＝ ０．１ ＭＰａ）

（ｃ） ３８０ ｍ 实验环路实验工况点 （ｐｓ ＝ １．０ ＭＰａ） （ｄ） ３８０ ｍ 实验环路实验工况点 （ｐｓ ＝ １．３ ＭＰａ）

（ｃ） Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｏｐｅｒａｔｉｎｇ ｐｏｉｎｔｓ ｏｎ ｔｈｅ ３８０ ｍ ｌｏｏｐ （ｄ） Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｏｐｅｒａｔｉｎｇ ｐｏｉｎｔｓ ｏｎ ｔｈｅ ３８０ ｍ ｌｏｏｐ
（ｐｓ ＝ １．０ ＭＰａ） （ｐｓ ＝ １．３ ＭＰａ）

图 ４　 实验工况点

Ｆｉｇ． ４　 Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｏｐｅｒａｔｉｎｇ ｐｏｉｎｔｓ

２　 节 流 模 型

２．１　 基本方程

采用 Ｆｕ 等［２４］建立的基本方程．其基本思想是平衡气液喷发过程的立管压降变化，与气侵钻井过程中井

底衡压控制［２６⁃２７］类似．假定恰好消除严重段塞流时的立管底部气压为

　 　 ｐｂ ＝ ｐｓ ＋ ρＬｇＨ ． （１）
进一步改写成

　 　 Δｐｇ ＋ Δｐｖ ＝ ρＬｇＨ（１ － αＲ） ＋ ρＧｇＨ αＲ ＋ Δｐｖ ＝ ρＬｇＨ ． （２）
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得到 Δｐｖ 的表达式：

　 　 Δｐｖ ＝ （ρＬ － ρＧ）ｇＨ αＲ， （３）
其中，立管含气率 αＲ 由立管底部含气率 αｂ 和立管顶部含气率 αｔ 取算术平均得到

　 　 αＲ ＝
αｂ ＋ αｔ

２
． （４）

上述各式中：ｇ 为重力加速度，Ｈ 为立管高度， ｐｂ 为立管底部压力， ｐｓ 为气液分离器压力， Δｐｇ 为重位压降，
Δｐｖ 为节流阀压降， ρＧ 为气相密度， ρＬ 为液相密度．上划线表示时均值，不带上划线的表示瞬时值和时均值都

适用，下同．
节流阀压降和流速之间的一般关系为

　 　 Δｐｖ ＝
ｆ
２

ρｔｕ２
ｔ ． （５）

式中， ｆ 为阻力系数， ｕｔ 为立管顶部流体速度， ρｔ 为立管顶部流体密度．当流过阀门的流体为单相或两相时，
这三个参数相应为单相参数或两相混合参数．

若 ｆ 为单相阻力系数，可以确定相应的阀门开度 Ｚ， ｆ 和 Ｚ 之间通过流量系数 Ｋｖ 建立对应关系：

　 　 ｆ
２

ρＬ

Ｋｖ

３ ６００Ａ
æ

è
ç

ö

ø
÷

２

＝ １０５， （６）

式中 Ａ 为阀门安装处的管道横截面积．
上式变形后可得到

　 　 Ｋｖ ＝ ９００πｄ２
ｖ

２００ ０００
ｆρＬ

， （７）

式中 ｄｖ 为立管顶部流体密度．
再由 １．２ 小节中 Ｋｖ 和 Ｚ 的对应关系，可得到阀门开度 Ｚ ．

２．２　 封闭关系

２．２．１　 目标压降 Δｐｖ

第 ２．１ 小节所得的 Δｐｖ 为时均值，即两相流条件下的阀门平均压降的目标值．以下分析推导本模型中的

压降目标值 Δｐｖ ．
图 ５ 为 １５０ ｍ 实验环路 ｕＳＬ ＝ ０．２５ ｍ ／ ｓ， ｕＳＧ０ ＝ ０．２５ ｍ ／ ｓ 实验工况下的气压和压差波形曲线，图 ６ 为其局

部放大图．节流控制可以以气压、压差信号曲线出现双频波动（ｄｕａｌ ｆｒｅｑｕｅｎｃｙ）的状态为控制目标．双频波动

是指气压、压差波动中的长周期大幅度波动依然存在，同时叠加了短周期的小幅度波动．此时，气液喷发的剧

烈程度已得到抑制．在图示工况中，当 Ｚ ＝ ２２．７０％时出现双频波动，则认为 Ｚ ＝ ２２．７０％为最佳阀门开度，即目

标开度，对应的 Δｐｖ 为阀门平均压降的目标值．
引言中提到，上述模型中，阻力系数与流量系数的映射是按单相流的关系构建的．为了消除两相流平均

压降和单相流阻力系数间的矛盾，需要寻求单相流状态下的压降 Δｐｖ 的物理解释．图 ６ 所示的波形可分解为

３ 个层次的波动：最大一层的周期约 １２０ ｓ，近似等于开度 １００％时的段塞周期；第二层次的周期约 ２５ ｓ；第三

层次为叠加在第二层次下降沿及波谷的小幅高频波动．仔细观察 Δｐｖ 的波形可见，第二层次上升沿的中后期

叠加的小周期波动较少，波形较为平滑，此时立管出口处主要为单相流．在第二层次的下降沿，气相流量才开

始大量进入立管， Δｐｖ 波形呈下降趋势并叠加小周期波动．因此，将目标压降 Δｐｖ 理解为时均值不够准确，而
更宜解释为气液混合物流出前的峰值，即

　 　 Δｐｖ ＝ Ｃ Δｐｖ ． （８）
在立管出口处刚好消除断流、双频波动刚开始出现的状态下，近似认为 Δｐｖ 的峰值等于均值的两倍，即

Ｃ＝ ２．以该峰值作为节流阀目标压降，可满足瞬时单相流假设，使得后续过程使用单相流阻力系数和流量系

数的关系变得是合理．此时，式（５）中的 ρｔ ＝ ρＬ，ｕｔ ＝ ｕＳＬ ＋ ｕＳＧ，ｂ ．
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图 ５　 １５０ ｍ 实验环路部分气压、压差信号随节流阀开度关小的变化情况 （ｕＳＬ ＝ ０．２５ ｍ ／ ｓ， ｕＳＧ０ ＝ ０．２５ ｍ ／ ｓ）

Ｆｉｇ． ５　 Ｔｈｅ ｔｒｅｎｄ ｐｌｏｔ ｏｆ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ａｎｄ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔｉａｌ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ｓｉｇｎａｌｓ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｄｅｃｒｅａｓｅ ｏｆ ｔｈｅ ｖａｌｖｅ ｏｐｅｎｉｎｇ
（１５０ ｍ ｌｏｏｐ， ｕＳＬ ＝ ０．２５ ｍ ／ ｓ， ｕＳＧ０ ＝ ０．２５ ｍ ／ ｓ）

图 ６　 图 ５ 在 ｔ ＝ ５ ２００～５ ６００ ｓ 区间的节流阀压差局部放大图

Ｆｉｇ． ６　 Ｔｈｅ ｅｎｌａｒｇｅｄ ｔｒｅｎｄ ｐｌｏｔ ｏｆ Δｐｖ （ ｔ ＝ ５ ２００～５ ６００ ｓ）

２．２．２　 立管含气率 αｂ，αｔ

由气液两相流相间滑移规律可知，气体的实际速度比液体更快，即实际含气率低于无滑移条件下的含气

率．本文中，立管含气率选用 Ｓｈｉ 等［２８］构建的漂移模型进行计算．
漂移模型的基本形式为

　 　 ｕＧ ＝
ｕＳＧ

α
＝ Ｃ０ｕｍｉｘ ＋ ｕｄ ＝ Ｃ０（ｕＳＧ ＋ ｕＳＬ） ＋ ｕｄ， （９）

其中分布参数 Ｃ０ 描述了速度分布和相分布对混合速度的影响：

　 　 Ｃ０ ＝ １．２
１ ＋ ０．２γ２， （１０）

式中
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　 　 γ ＝ ２．５（β － ０．６）， β ＝ ｍａｘ α，
ｕｍｉｘ

ｕＧｆ

æ

è
ç

ö

ø
÷ ， （１１）

　 　 ｕＧｆ ＝ ｕＧ ｕＬ ＝ ０ ＝ Ｋｕｕｃ

ρＬ

ρＧ
， （１２）

　 　 ｕｃ ＝
（ρＬ － ρＧ）ｇσ

ρ２
Ｌ

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú

１ ／ ４

， （１３）

上述各式中： ｕｃ 为特征速度， ｕＧｆ 为静水中的气体上升速度， Ｋｕ 为 Ｋｕｔａｔｅｌａｄｚｅ 数．特征速度 ｕｃ 指单个气泡或

液滴在静止流体中由于浮力作用而上升的基础速度．Ｋｕｔａｔｅｌａｄｚｅ 数是一个无量纲数，用于表达气体惯性力、
浮力与表面张力之间的平衡关系．Ｋｕ 在文献中按曲线给出，拟合的近似表达式为

　 　 Ｋｕ ＝

０， ｄ０ ≤ ２，

３．０３８ｅｘｐ（ － ｅｘｐ（ － ０．２３５ ２２（ｄ０ － ５．４８２ ９６）））， ２ ＜ ｄ０ ≤ ５０，

３．２， ｄ０ ＞ ５０，

ì

î

í

ï
ï

ï
ï

（１４）

　 　 ｄ０ ＝ ｄ
（ρＬ － ρＧ）ｇ

σ
é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú

１ ／ ２

． （１５）

可以得到漂移流速度 ｕｄ：

　 　 ｕｄ ＝
１．２７（１ － αＣ０）Ｃ０Ｋｕｃ

αＣ０ ρＧ ／ ρＬ ＋ １ － αＣ０

， （１６）

其中

　 　 Ｋ ＝

Ｋ１ ＝ １．５３ ／ Ｃ０， α ≤ ０．０６，

（α － ０．０６）Ｋ２ ＋ （０．１２ － α）Ｋ１

０．０６
， ０．０６ ＜ α ≤ ０．１２，

Ｋ２ ＝ Ｋｕ， α ＞ ０．１２，

ì

î

í

ï
ïï

ï
ïï

（１７）

α 和 ｕｄ 需要同时满足式（９），因而可根据 ｕｄ 迭代求出 α， 迭代初值可以取均相假设条件下的立管含气率：

　 　 α ＝
ｕＳＧ

ｕＳＬ ＋ ｕＳＧ
． （１８）

以上过程对 αｂ，αｔ 都适用．由于立管底部压力 ｐｂ 已按式（１）假设为与流速无关的值，因此可先求出 αｂ，再
求 αｔ ．而 αｔ 需要同时满足式（３）与式（５），因此是更大一层的迭代求解．

３　 模 型 验 证

３．１　 １５０ ｍ 实验环路

图 ４（ａ）所示的 ２０ 组工况验证结果如表 ２ 所示．在引入修正参数 Ｃ 和使用漂移通量模型后，阀门开度绝

对偏差（预测开度减去实验参考开度）范围为－１．４３％～ ＋３．２８％，平均绝对偏差为＋０．５５％，稍优于 Ｆｕ 等［２４］的

模型（－１．７３％～ ＋４．９１％，平均＋０．６１％）．考虑到调节阀可能存在的“死区”（最大可能到＋２％），这样的偏差范

围在实际应用中是可以接受的．偏差大于＋２％的点主要出现在 ｕＳＧ０ ＝ ０．１ ｍ ／ ｓ 时的低气速 ＳＳ１ 流型工况以及

ｕＳＧ０ ＝ １．０ ｍ ／ ｓ 时的 ＳＳ２ 流型工况，主要是因为压差预测误差偏大，这是气液在垂直管道底部混合导致立管

时均重位压降显著低于简单垂直管［２５］ ．由于本文假设 Δｐｇ ＋ Δｐｖ ＝ ρＬｇＨ， 立管的平均压降的正偏差会导致阀

门压降的负偏差，最终体现为阀门开度预测值偏大．尽管如此，由于本文以液塞流出的时刻作为模型假设，对
阀门压降乘以了大于 １ 的系数，从而减轻了影响，使偏差在可以接受的范围内．最大正偏差显著低于 Ｆｕ
等［２４］的预测结果，如图 ７（ａ）所示，表明基于瞬时压降的节流模型更符合实际物理过程，实现了两相流参数

和单相流参数的合理转化，并解决了直接使用漂移流模型时结果偏差较大的问题．
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表 ２　 １５０ ｍ 实验环路验证结果

Ｔａｂｌｅ ２　 Ｖａｌｉｄａｔｉｏｎ ｒｅｓｕｌｔｓ ｆｏｒ １５０ ｍ ｌｏｏｐ

ｃａｓｅ ｎｕｍｂｅｒ ｕＳＬ ／ （ｍ ／ ｓ） ｕＳＧ０ ／ （ｍ ／ ｓ）
ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｖａｌｖｅ

ｏｐｅｎｉｎｇ ／ ％

ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｖａｌｖｅ ｏｐｅｎｉｎｇ

（Ｆｕ ｅｔ ａｌ．［２４］ ） ／ ％

ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｖａｌｖｅ ｏｐｅｎｉｎｇ

（ ｔｈｉｓ ｗｏｒｋ） ／ ％

ａｂｓｏｌｕｔｅ

ｄｅｖｉａｔｉｏｎ ／ ％

１ ０．１０ ０．１０ １６．６７ １６．３２ １７．９８ １．３１

２ ０．１０ ０．２５ １７．８３ １６．０９ １７．８１ －０．０２

３ ０．１０ ０．４５ １７．７８ １６．４０ １８．１９ ０．４１

４ ０．１０ ０．６０ １６．５４ １６．６９ １８．６０ １．６６

５ ０．１０ １．００ １６．９８ １７．４２ １９．７０ ２．７２

６ ０．２５ ０．１０ ２２．８３ ２３．６７ ２３．８３ １．００

７ ０．２５ ０．２５ ２２．７０ ２２．２７ ２２．５８ －０．１３

８ ０．２５ ０．４５ ２２．６９ ２１．９４ ２２．２１ －０．４８

９ ０．２５ ０．６０ ２２．７６ ２１．９５ ２２．２６ －０．５０

１０ ０．２５ １．００ ２１．８６ ２２．２５ ２２．７５ ０．８９

１１ ０．４５ ０．１０ ２６．７９ ３０．６６ ２９．５４ ２．７５

１２ ０．４５ ０．２５ ２５．６６ ２８．１３ ２７．２５ １．５９

１３ ０．４５ ０．４５ ２６．８８ ２７．１８ ２６．３５ －０．５３

１４ ０．４５ ０．６０ ２６．５２ ２６．９２ ２６．１０ －０．４２

１５ ０．４５ １．００ ２６．７７ ２６．７７ ２６．０８ －０．７０

１６ ０．６０ ０．１０ ２９．９０ ３４．８１ ３３．１８ ３．２８

１７ ０．６０ ０．２５ ２９．６９ ３１．７３ ３０．１９ ０．５０

１８ ０．６０ ０．４５ ２８．７６ ３０．４１ ２８．９７ ０．２１

１９ ０．６０ ０．６０ ２９．６６ ２９．９７ ２８．５５ －１．１１

２０ ０．６０ １．００ ２９．６７ ２９．５５ ２８．２４ －１．４３

（ａ） １５０ ｍ 实验环路 （ｂ） ３８０ ｍ 实验环路

（ａ） Ｒｅｓｕｌｔｓ ｆｏｒ ｔｈｅ １５０ ｍ ｌｏｏｐ （ｂ） Ｒｅｓｕｌｔｓ ｆｏｒ ｔｈｅ ３８０ ｍ ｌｏｏｐ

图 ７　 实验临界开度与预测临界开度比较

Ｆｉｇ． ７　 Ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｏｐｔｉｍａｌ ｏｐｅｎｉｎｇｓ ｖｓ． ｔｈｅ ｒｅｆｅｒｅｎｃｅ ｖａｌｕｅ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｂｙ ｍａｎｕａｌ ｔｒａｖｅｒｓｉｎｇ

３．２　 ３８０ ｍ 实验环路

在该环路上共开展 １７ 组验证实验，结果如表 ３ 所示．在引入修正参数 Ｃ 和使用漂移通量模型后，阀门开

度绝对偏差（预测开度减去实验参考开度）范围为－２％～ ＋６％，平均绝对偏差为＋１．９％，显著优于 Ｆｕ 等［２４］的

模型（－２１％～ ＋１５％，平均－５．０％）．由于该环路立管顶部至分离器间存在下降管，因此实验过程没有明显的

双频波动，如图 ８ 所示．本文以节流阀处液相断流消失的开度作为参考开度，即 Δｐｖ 波动的最小值大于 ０．图 ８
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所示工况的参考开度为 ６４％．分离器 ｐｓ 为常压的 ９ 个工况，阀门开度预测的偏差范围为－１％ ～ ＋５％，平均偏

差为＋１．６％．最大偏差出现在低气速工况下，与 １５０ ｍ 环路类似； ｕＳＧ０ ＝ ６．０ ｍ ／ ｓ 时的不规则流型工况（稳定流

型和不稳定流型交替出现的状态）也出现较大偏差，说明这种流型下的节流差压峰值不能简单按典型严重

段塞流节流时的 Ｃ＝ ２ 考虑．ｐｓ ≥１．０ ＭＰａ 的 ８ 个工况， 阀门开度预测的偏差范围为－２％～ ＋６％， 平均偏差为

＋２．１％，低气速和高气速工况均可能出现较大偏差．不同气压条件下，正偏差的工况数明显多于负偏差，说明

下降管的存在将使得消除严重段塞流的阀门开度稍有减小．对以上现象讨论如下：
表 ３　 ３８０ ｍ 实验环路验证结果

Ｔａｂｌｅ ３　 Ｖａｌｉｄａｔｉｏｎ ｒｅｓｕｌｔｓ ｆｏｒ ｔｈｅ ３８０ ｍ ｌｏｏｐ

ｃａｓｅ

ｎｕｍｂｅｒ
ｕＳＬ ／ （ｍ ／ ｓ） ｕＳＧ０ ／ （ｍ ／ ｓ） ｐｓ ／ ＭＰａ

ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｖａｌｖｅ

ｏｐｅｎｉｎｇ ／ ％

ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｖａｌｖｅ ｏｐｅｎｉｎｇ

（Ｆｕ ｅｔ ａｌ．［２４］ ） ／ ％

ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｖａｌｖｅ ｏｐｅｎｉｎｇ

（ ｔｈｉｓ ｗｏｒｋ） ／ ％

ａｂｓｏｌｕｔｅ

ｄｅｖｉａｔｉｏｎ ／ ％

１ ０．０８ ０．５ ０．１ ５０ ４８ ５３ ３

２ ０．０８ ２．５ ０．１ ６４ ５５ ６３ －１

３ ０．０８ ６．０ ０．１ ７８ ６１ ８２ ４

４ ０．１０ ６．０ ０．１ ８０ ６３ ８３ ３

５ ０．２０ ０．５ ０．１ ６１ ６０ ６１ ０

６ ０．２０ １．５ ０．１ ６４ ６２ ６４ ０

７ ０．２０ ８．０ ０．１ １００ ７９ １００ ０

８ ０．４５ ０．２ ０．１ ８５ １００ ９０ ５

９ ０．４５ ５．０ ０．１ １００ １００ １００ ０

１０ ０．１３ ０．５ １．０ ５７ ５６ ６０ ３

１１ ０．１３ １．１ １．０ ５４ ５３ ６０ ６

１２ ０．１５ ４．０ １．０ ６３ ５６ ６７ ４

１３ ０．２５ ０．４ １．０ ７５ ７６ ７６ １

１４ ０．２５ ０．９ １．０ ７０ ６７ ７２ －２

１５ ０．２５ ３．０ １．０ ６８ ６４ ７２ ４

１６ ０．１９ ２．０ １．３ ６７ ５９ ６５ －２

１７ ０．３０ ５．０ １．３ ７６ ６８ ８１ ５

　 　 在气速非常低时，液相在立管底部和下倾管中的积累更加充分，形成的液塞更长．而由于气量不足，立管

内的液塞喷发后进入下降管，在阀前再次形成较长的液塞，而气体在立管顶部聚集，待下降管内的液体靠重

力流出后，气体才能流出．只有进一步关小阀门、增大阻力，阀门上游管道内的流体才能将积聚在立管顶部内

的气体压入下降管并流出阀门，从而消除严重段塞流．即下降管的存在将导致开度减小．另外，低气速下，应
用本模型会导致压降波动的峰值与均值之比偏离 ２，实际比值大于 ２（如图 ８ 的 ６００～１ ５００ ｓ 时段所示，放大

图如图 ９ 所示），预测的峰值压降偏小，而导致计算出的阀门开度偏大．
在高气速下，流型从典型的严重段塞流向不规则流型过渡，液塞长度小于立管高度，喷发阶段气体进入

立管时液塞尚未到达立管顶部．液塞到达立管顶部时，已经含有一定的气体．此时，压差峰值与均值的关系可

能不完全适用，应用本模型时使用液相密度算出的阻力系数偏小，因此开度偏差主要是正偏差．高气速下，虽
然严重段塞流得到缓解，但是大直径管道还能产生水动力段塞（水平管道内形成、高速进入立管喷发），也将

在下降管内积聚，需要更小的阀门开度、更大的阻力，以改变更上游水平管道内的水动力段塞形成特性．即下

降管的存在将使得消除严重段塞流的阀门开度减小．
３．３　 海上油田实例

３．３．１　 实例 １
Ａ 油田［２４］外输 ＦＰＳＯ 的立管高度为 １３８．９ ｍ，内径为 ２５０．９ ｍｍ，所用气动调节阀的额定流量系数 Ｃｖ，ｍａｘ ＝

１ ０００，流量特性为“等百分比”型，阀门铭牌上未给出可调比；某工况参数分别为： ｐｓｅｐ ＝ ５６０ ｋＰａ， ｕＳＧ０ ＝ ２２．４５
ｍ ／ ｓ， ｕＳＬ ＝ ０．４７ ｍ ／ ｓ， ρＧ０ ＝ １．１７９ ｋｇ ／ ｍ３， ρＬ ＝ ８５０．７ ｋｇ ／ ｍ３，平均温度 Ｔ＝ ４３．５ ℃ ．
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图 ８　 ３８０ ｍ 实验环路部分气压、压差信号随节流阀开度关小的变化情况

（ｕＳＬ ＝ ０．２５ ｍ ／ ｓ， ｕＳＧ０ ＝ ０．２５ ｍ ／ ｓ， ｐｓ ＝ ０．１ ＭＰａ）

Ｆｉｇ． ８　 Ｔｈｅ ｔｒｅｎｄ ｐｌｏｔ ｏｆ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ａｎｄ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔｉａｌ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ｓｉｇｎａｌｓ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｄｅｃｒｅａｓｅ ｏｆ ｔｈｅ ｖａｌｖｅ ｏｐｅｎｉｎｇ

（３８０ ｍ ｌｏｏｐ， ｕＳＬ ＝ ０．２５ ｍ ／ ｓ， ｕＳＧ０ ＝ ０．２５ ｍ ／ ｓ）

图 ９　 图 ８ 在 ｔ ＝ ６００～１ ５００ ｓ 区间的节流阀压差局部放大图

Ｆｉｇ． ９　 Ｔｈｅ ｅｎｌａｒｇｅｄ ｔｒｅｎｄ ｐｌｏｔ ｏｆ Δｐｖ ｉｎ ｆｉｇ． ８ （ ｔ ＝ ６００～１ ５００ ｓ）

使用本文构建的模型，求出阀门平均压降的目标值 Δｐｖ ＝ ６１５ ｋＰａ，与该工况自动控制后的实测值 ５６６
ｋＰａ 偏差为＋８．７％．由于可调比 Ｒ 未知，分别选用标准中常见的 ３０ ∶ １ 和 ５０ ∶ １ 计算开度．理想“等百分比”特
性阀门的流量系数⁃开度关系式为

　 　 Ｚ ＝ １００
ｌｇ Ｒ

ｌｇ
ＣｖＲ
Ｃｖ，ｍａｘ

． （１９）

当 Ｒ＝ ３０ ∶ １ 和 ５０ ∶ １ 时，分别算得 Ｚ＝ ２２．０８％和 ３２．２５％．该工况控制后的开度为 ３４％．因此，判断该阀

门的可调比最可能是 ５０ ∶ １．此时，预测开度与参考开度的偏差不超过±２％；文献［２４］预测的开度为 ３３．０６％．
由于本文以严重段塞流恰好消除时的开度作为最优开度，轻微的负偏差并不会引起管内气压的显著升高

（参见图 ５），偏低的开度可认为是一种更保守的调控策略．
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３．３．２　 实例 ２
Ｂ 油田外输 ＦＰＳＯ 的立管高度为 １２８．６ ｍ、内径为 ２４１．３ ｍｍ；某工况参数分别为： ｐｓｅｐ ＝ １ １１０ ｋＰａ， ｕＳＧ０ ＝

１６．６８ ｍ ／ ｓ， ｕＳＬ ＝ ０．２１ ｍ ／ ｓ， ρＧ０ ＝ １．３３８ ｋｇ ／ ｍ３， ρＬ ＝ ７０６．５ ｋｇ ／ ｍ３，平均温度 Ｔ＝ ３４．５ ℃ ．该油田未启动自动控

制，人工调节后的节流阀压降波动的最小值、最大值、时均值分别为 ２８５ ｋＰａ、７１５ ｋＰａ、５０２ ｋＰａ ．

使用本文构建的模型，求出阀门压降的目标值 Δｐｖ ＝ ４４８ ｋＰａ，与实测值 ５０２ ｋＰａ 的偏差为－１０．７％；峰值

压降 ２ Δｐｖ ＝ ８９６ ｋＰａ，大于实测值．产生这一偏差的原因是本文模型以严重段塞流恰好消除（出口流量仅瞬

时为零）为参照标准，即压降波动的最小值为 ０（仅为瞬时出现）．因此，目标压降均值偏小、峰值压降偏大的

预测结果符合预期．该结果表明油田人工调节的开度偏保守，这是由于该油田生产要求出口流量波谷值需满

足下游用气设备的要求（大于 ０ 的某一流量值），因此需进一步关小阀门．
３．３．３　 讨论

需要指出的是，实际平台上，立管顶部至气液分离器间的管道路由可能出现多次升降，且阀门可能安装

在路由的凹部．这种情况下，对 １５０ ｍ 实验环路假想延长，并使用商用一维多相流软件进行数值仿真［２９］ 表

明，消除严重段塞流所需的流量系数预期将减小 １３％～４９％（对于 Ｒ ＝ ３０ ∶ １ 和 ５０ ∶ １ 的“等百分比”特性阀

门，开度绝对值预期相应减小 ４％～２０％和 ３％～１８％）．３８０ ｍ 实验环路的验证结果也与此定性相符．然而，数
值仿真必须先输入开度，再观察模拟结果的流量、压力等波形，才能判断严重段塞流是否消除．一般的办公电

脑使用商用一维多相流软件模拟十几到几十千米的海上油气管道，每个开度需要花费 ８～１２ 小时，还可能出

现因时间步长选取不合理而发散的情况．因此，构建可快速计算的节流模型仍具有突出的实用价值．

４　 结论和展望

本文开展了海上油气田消除严重段塞流的节流模型研究，建立了严重段塞流消除最佳开度预测模型．通
过引入漂移模型，并结合立管出口出现瞬时单相流时的压差特性，使模型中的单相或两相假设与实际更相

符，提高了模型预测的准确率．使用两套环路的实验结果及一个现场案例对模型进行了检验，结果总体吻合

较好．具体结论如下：
１） 节流调控的目标仍可设定为双频波动的出现，并假定立管内流体的重位压降和节流阀压降的时均值

之和等于立管充满静止液体条件下的重位压降．而开度计算需使用节流阀压降的峰值，在严重段塞流刚好消

除时，峰值与均值之比 Ｃ＝ ２，解决了直接使用漂移流模型计算重位压降时开度偏差较大的问题．
２） 所提出的模型对实验室 １５０ ｍ 和 ３８０ ｍ 环路实验开度结果的预测绝对误差为 －１．４３％～ ＋３．２８％ 和

－２％～ ＋６％，平均偏差分别为＋０．５５％与＋１．８％，具有良好的准确性，也可为动态控制设定开度区间提供可靠

参考．油田现场实例的验证偏差小于±２％，且为负偏差，表明该模型具有良好的实用性．
在向油田管道拓展应用时，还应考虑管道路由和阀门安装位置对开度的影响，以及低气速等条件下立管

内重位压降的时均值与简单垂直管的偏差，以控制模型误差．此外，在节流阀开度从 １００％或其他较大的数值

关小至预测开度时，若关得过快可能产生水击，发生压力过冲．因此，后续还需开展阀门调控策略的研究，以
又稳又快地消除严重段塞流．
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