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摘要 与同心双管注饱和蒸汽不同，同心双管注过热型多元热流体过程中，无接箍油管与环形空间之间的热量交

换可引起流体温度迅速变化。在充分考虑同心双管井筒内部热量传递的基础上，利用能量和动量守恒方程，结合

海水扰流的井筒外传热模型，建立了海上同心双管注过热型多元热流体井筒传热模型。利用有限差分和迭代方法

计算得到了无接箍油管和环形空间内过热型多元热流体的流动典型曲线，现场数据验证表明该模型具有良好的实

用性。研究结果表明：该模型适用于不同注汽参数下同心双管井筒中热物性参数的分布预测，并可对海上SAGD
及多元热流体吞吐的注汽参数进行优化；无接箍油管与环形空间的较小温差即可导致大量热能流动，引起温度和

过热度迅速变化；海水流动对井筒热损失有显著影响；随着非凝结气质量分数增加，井筒内温度和过热度均下降。
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注蒸汽是稠油开采的重要手段之一 [1-5]。随着技

术的发展，注过热蒸汽或过热型多元热流体在国内外

油田均取得较好的开发效果 [6-8]。过热蒸汽即在一定

压力条件下对饱和蒸汽继续加热使其完全呈汽态，此

时蒸汽干度为 1，该压力条件下过热蒸汽与饱和蒸汽

的温度差称为过热度 [9-12]。过热型多元热流体为过热

蒸汽与非凝结气的混合汽 /气，其中非凝结气的主要

成分为氮气和二氧化碳 [13-16]。准确预测井筒内热物性

参数分布对现场注汽参数优选，分析井筒热损失规

律具有重要意义。Willhite[17]于 1967 年提出了早期的

井筒综合导热系数计算方法。考虑摩擦阻力的影响，

Pacheco等 [18]于 1972 年建立了井筒内饱和蒸汽压力计

算模型。Ali[19]描述了饱和蒸汽向上和向下流动过程

的压力分布特征。Durrant等 [20]于 1986 年通过将瞬态

导热方程对时间叠加，得到了饱和蒸汽压力分布精确

解。Ejiogu等 [21]于 1987 年、Tortike等 [22]于 1989 年分

别提出了不同的饱和蒸汽热参数计算经验公式。Sagar
等 [23]于 1991 年提出了计算饱和蒸汽温度分布的快速

预测方法。基于Coulter-Bardon方程，Alves[24]于 1992
年对井筒内饱和蒸汽的温度分布计算方法进行了改进。

Hasan等 [25-33]围绕井筒内多相流压力降、温度分布及

传热模型 3 个方面进行了大量研究。Livescu等 [34-35]于

2010 年建立了饱和蒸汽井筒内流动的半解析模型。通

过考虑沿井筒垂向的热损失，Bahonar等 [36-37]于 2011
年改进了井筒内稳态传热模型。Cheng等 [38-41]考虑了

井筒热容的影响，对传统地层内非稳态传热模型进行

了改进，提出了无因次地层导热函数。

但上述模型均以单管注汽为研究对象。矿场实践

表明，当油层非均质性较强或水平井的水平段较长时，

传统单管注汽方式条件下的蒸汽局部突进和油层动用
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不均等情况更易发生。因此，在SAGD及蒸汽吞吐过

程中常采用同心双管结构，即在无接箍油管和无接箍

油管与油管之间的环形空间 (以下简称为环形空间 )
同时注汽，以同时提高水平段跟端和趾端的加热效

果 [42]。Filho[43]于 1986 年，Antonio等 [44-45]于 2002 年，

Yu等 [46]于 2010 年分别建立了不同的数学模型来预测

环形空间饱和蒸汽的压力降。2014 年Gu等 [47]提出了

当量半径新算法，得到了环形空间内饱和蒸汽压降计

算的改进模型。

但以上模型的研究对象都为饱和蒸汽，饱和蒸

汽的温度和压力之间呈函数关系，但该函数对过热

型多元热流体不适用。近年来，随着过热型多元热

流体的工业化应用，其井筒热损失计算成为新热点。

Zhou等 [48]于 2010 年，Xu等 [49]于 2013 年，Gu等 [50]

于 2015 年，Fan等 [51]于 2016 年、Sun等 [5,52-53]于 2017
年分别建立了单管注过热蒸汽井筒传热模型。李兆敏

等 [54]于 2013 年建立了单管注过热型多元热流体井筒

传热模型，但该模型采用理想气体状态方程来描述混

合汽 /气的密度等物性参数，带来一定误差。程文龙

等 [55]于 2015 年分析了S-R-K实际气体状态方程与

理想气体状态方程在求解精度上的不同。该模型计算

表明，采用理想气体状态方程来描述高温高压条件下

的混合汽 /气状态参数会带来较大误差。Dong等 [56]于

2014 年、东晓虎等 [57]于 2016 年建立了水平井水平段

井筒内的过热型多元热流体变质量流动模型，但该模

型对摩擦力做功考虑不够全面，使得模型在计算高速

注汽条件下的温度值时出现一定误差。以上模型都是

基于单管注汽方式建立的，不能分析无接箍油管与环

形空间之间的热量传递对温度和压力分布的影响。Sun
等 [12-13,15]于 2017 年建立了适用于陆地条件下的同心双

管注过热蒸汽 /过热型多元热流体井筒传热数值模型，

但模型不能分析海水流动条件下的同心双管内过热型

多元热流体的温度和压力变化规律。

目前，国内外关于海上注汽条件下的同心双管注

过热型多元热流体的井筒传热研究尚处于起步阶段。

笔者利用动量和能量守恒方程，结合海水扰流的井筒

外传热模型，建立了海上非凝结气辅助过热蒸汽同心

双管传热计算的数值模型。在现有文献的基础上，新

模型主要有 3 点贡献：(1)建立了适用于海上注汽条件

下的同心双管注过热型多元热流体数值模型。(2)考虑

了海水流动的影响，给出了海上同心双管注过热型多

元热流体井筒内典型曲线。(3)分析了不同注汽参数对

典型曲线的影响。新模型对于海上平台注汽参数优化，

分析传热规律具有一定指导意义。

1 数学模型的建立

1.1 物理背景及数学模型基本假设

海上同心双管注过热型多元热流体即：将过热蒸

汽、氮气和二氧化碳等的混合汽分别注入无接箍油管

和环形空间，如图 1 所示，以实现水平段趾端和跟端

“多点注汽”，改善加热效果。为了建立数学模型预测

井底温度和压力，并分析井筒传热规律，做以下基本

假设 [12-13]：①海上平台注汽参数视为稳定；②过热型

多元热流体向隔水管外壁的传热为稳态传热；③过热

型多元热流体向水泥环外壁的传热为稳态传热；④海

水热物性参数不随深度变化。

1.2 非等温流动数学模型

基于文献 [12-13,15, 47]关于陆地同心双管结构的

描述，海上同心双管非凝结气与过热蒸汽混注井筒结

构如图 1 所示。

(1)无接箍油管数学模型

无接箍油管 (Integral Joint Tubing)中流体流动过程

中无质量损失，可由质量守恒方程表示为 [12-13,15, 47]：

d
d d
w
z z

ij = =π 0riji
2

d (ρij ijv )  (1)

式中， wij 为无接箍油管中过热型多元热流体的质量流

速，kg/s； riji 为无接箍油管的内半径，m； ρij 为无接箍

油管中过热型多元热流体的密度，当过热蒸汽冷凝为饱

和蒸汽时，采用两相流体密度算法计算 [58]，kg/m3； vij

图 1 无接箍油管和环形空间同时注汽管柱剖面图

Fig. 1 A schematic of CDTW with SMTF injection
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为无接箍油管中过热型多元热流体的流速，m/s； z 为
井筒深度，m。

无接箍油管向环形空间的传热损失和重力势能损

失之和等于流体内能和动能变化之和，可由能量守恒

方程表示为：

d d
d d d 2
Q h v
z z z

ij ij ij= − − +w w w gij ij ij
d  
  
 

2

cosθ  (2)

式中， Qij 为无接箍油管与环形空间之间的的传热速率

(具体传热方向由温差确定 )，J/s； hij 为无接箍油管中

过热型多元热流体的热焓，当过热蒸汽冷凝为饱和蒸

汽时，采用两相流体热焓算法计算 [55]，J/kg； g 为重

力加速度，m/s2； θ为非生产段井筒偏离垂向的角度，

rad。
无接箍油管中微元段流体受到两端压差、重力和

摩擦力的共同作用，由动量守恒方程表示为：

d
d π d
p
z r dz z
ij = − −ρ θijg cos τ

iji
2
f

d (ρij ijv2 )
 (3)

式中， pij 为无接箍油管中过热型多元热流体的压力，

Pa； τ f 为无接箍油管中的剪切力，采用文献 [59]中方

法进行计算，N。

(2)环形空间数学模型

环形空间 (Annuli)中过热型多元热流体在流动过

程中无质量损失，可由质量守恒方程表示为 [12-13,15]：

d
d d
w
z z
an = =π 0rai

2 d (ρan anv )  (4)

式中， wan 为环形空间中过热型多元热流体的质量流

速，kg/s； rai 为油管的内半径，m； ρan 为环形空间中

过热型多元热流体的密度，kg/m3； van 为环形空间中

过热型多元热流体的流速，m/s。
环形空间与无接箍油管之间的热量传递、向隔水

管外壁的热量传递、摩擦力做功和重力势能损失之和

等于流体内能和动能变化之和：

d d
d d d d 2
Q h v
z z z z
an an an− = − − +

dQij w w w gan an an
d  
 
 

2

cosθ  (5)

式中， Qan 为环形空间向隔水管外壁的传热速率，W；

han 为环形空间中过热型多元热流体的热焓，J/kg。

环形空间中微元段内过热型多元热流体受到压力、

重力和摩擦力的共同作用，由动量守恒方程表示为：

d
d d
p
z z
an = − −ρ θan g cos

π (r r dzai ijo
2 2−
τ f

)
d (ρan anv2 )

 (6)

式中， pan 为环形空间中过热型多元热流体的压力，Pa。

另外，由于注汽速率过低，管线较长等因素，过

热型多元热流体在井筒某一位置可能发生相变，即过

热蒸汽冷凝为饱和蒸汽。此时，控制方程中的流体密

度、热焓和黏度必须采用两相流体密度、热焓和黏度

算法进行计算 [58]。

1.3 模型中参数计算方法

基于理想气体状态方程，文献 [54]给出了过热型

多元热流体热焓的计算方法，但在井筒高温高压条件

下，理想气体状态方程将产生一定误差。文本采用文

献 [55]中给出的基于S-R-K方程的混合汽热焓计算方

法，采用逸度代替分压计算混合汽热焓 [60-61]。

h m h f Tij,an H O H O H O ij,an= +

m h f T

m h f T

CO CO CO ij,an

N N N ij,an2 2 2

2 2 2

2 2 2

(
(
(

,

,

,

)
)
)
+  (7)

其中， mH O2
、 mCO2

和 mN2
为过热型多元热流体中的过

热蒸汽、二氧化碳和氮气的质量分数，无因次； fH O2
、

fCO2
和 fN2

为过热型多元热流体中的过热蒸汽、二氧化

碳和氮气的逸度，Pa； hH O2
、 hCO2

和 hN2
为过热型多元

热流体中的过热蒸汽、二氧化碳和氮气的热焓，J/kg。
S-R-K实际气体状态方程在石油工业中有广泛应

用 [55]，模型表述如下 [62-64]：

Z Z Z A B B ABm m m
3 2 2− + − − − =( ) 0  (8)

A =
R T

ap

m
2 2 ， B =

R T
bp

m

， a y a= (∑ i i
0.5 )2

， b y b=∑ i i  (9)

其中， Zm 为过热型多元热流体的压缩系数，无因次；

A ， B ， a 和 b 分别为过热型多元热流体的状态常数，

无因次； Rm 为摩尔气体常数，J/(mol·K)； ai 和 bi 为过

热型多元热流体各组分的状态常数，无因次； yi 为过

热型多元热流体中各组分的摩尔分数，无因次。

逸度系数由下式求解 [55]：

ln 1ϕi m= − −
b

ln 2 ln 1

b
i (

(

Z

Z Bm − +

)

) A B
A a b Z
 
 
 

a bi i
0.5

0.5

 
 
 m

 (10)

过热型多元热流体中各组分逸度为：

                             f y pi i i= ϕ  (11)

其中， ϕi 为过热型多元热流体中各组分的逸度系数，

无因次。

当过热型多元热流体中的过热蒸汽组分冷凝为饱

和蒸汽时，采用汽液两相流热焓计算方法。基于汽-

液相平衡理论，汽相饱和蒸汽逸度应等于液相饱和水
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逸度 [55,65]：

h m h f Tij,an CO CO CO ij,an= +

m h f T

m xh T

m x h T

H O H O ij,an

H O H O ij,an

N N N ij,an

2 2

2 2

2 2 2

2 2 2

(1

''

(

−

(

(
)

,

'

,

)
(
+

) +
)

)

 (12)

h m h f Tij,an CO CO CO ij,an= +

m h f T

m xh f

m x h f

H O H O H O

H O H O H O

N N N ij,an

2 2 2

2 2 2

2 2 2

2 2 2

(1

''

(

−

(

(
)

,

'

,

)
(

)
+

+

)

)

 (13)

其中， x 为饱和型多元热流体干度，采用文献 [55]中
的方法计算，无因次； hH O

'
2
和 hH O

''
2
分别为汽相饱和蒸

汽和液相饱和水的热焓，J/kg。
基于文献 [47]关于饱和蒸汽的研究，方程 (2)中

无接箍油管和环形空间之间的热交换速率 Qij 可表示

为 [5, 12-13,15,47]：

d
d
Q
z

ij = = −q r U T Tij ijo ijo ij an2π ( )  (14)

U ijo = + +
 
 
  λ

r r rijo ijo ijo

tub iji fiji iji fijo

ln
r h r h

1
−1

 (15)

式中， qij 为无接箍油管与环形空间之间的热交换速

率，W/m； rijo 为无接箍油管的外半径，m； Tij 和 Tan

分别为无接箍油管和环形空间中过热型多元热流体的

温度，K； U ijo 为综合传热系数，W/(m2·K)； λtub 为管

材导热系数，W/(m·K)； hfiji 、 hfijo 分别为无接箍油管

内壁和外壁的强迫对流换热系数，W/(m2·K)。
方程 (5)中环形空间向隔水管外壁的导热速率 Qan

表示为 [5, 12-13,15, 47]：

q r U T Tan ao ao an h= = −
d
d
Q
z
an 2π ( )  (16)

Uao = + +




λ λ
r r r r

λ

ao co ao riser

cas ci riser co

r r rao ao ao

tub ai c r ai

ln ln

ln

r r

r h h r

+

( + )




−1
 (17)

式中， qan 为环形空间中的过热型多元热流体向隔水管

外壁的导热速率，W/m； rao 、 rci 、 rco 和 rriser 分别为油

管的外半径、套管的内半径、套管的外半径和隔水管

的外壁半径，m； Th 为隔水管外壁的温度，K； Uao 为

综合传热系数，W/(m2·K)； λtub 、 λcas 和 λriser 分别为油

管、套管和隔水管的导热系数，W/(m·K)； hc 、 hr 分

别为油套环空的辐射换热系数和对流换热系数，采用

文献 [66]中的迭代方法计算，W/(m2·K)。
基于文献 [5, 52, 67]中的计算方法，考虑海水扰流

下的井筒外热损失速率为 [67]：

q r h T Tan riser m w= = −
d
d
Q
z
an 2π ( h )  (18)

式中， Tw 为海水的温度，K； hm 为隔水管外壁的强迫

对流换热系数，W/(m2·K)。
方程 (18)中 hm 计算式为 [67]：

h Re P Cm r= 0.683 0.466
1
3

ϕ 2
λ
r
sea

co

 (19)

其中，

Re = 2v r
µ

sea co

sea

 (20)

Pr =
1000

λ
C

sea

sea seaµ  (21)

式中， Re 为海水的雷诺数，无因次； Pr 为海水的普

朗特数，无因次； Cϕ 为角度修正系数，无因次； λsea

为海水的导热系数，W/(m·K)； µsea 为海水的黏度，

Pa·s； Csea 为海水的比热，J/kg。

根据连续性原理 [12-13,47,67]，由式 (16)和 (18)得：

Th =
r U T r h Tao ao an co m w

r U r hao ao co m+
+  (22)

式 (17)中， hc 和 hr 需采用迭代法求解 [66]。具体方法

为：①估计 Uao 初值为 0.5[66]；②利用式 (22)计算隔水

管外壁温度 [67]；③利用式 (18)计算热损失速率 qan ；④

利用式 (23)和 (24)计算外油管内壁温度 Tbi 和套管内壁

温度 Tci
[66]：

T Tbi sup= −
2π d
1 1 
 
 λtub ai

ln r Q
r z
ao tubd  (23)

T Tci h= +
2π d
1 1
λcas si

ln r
r z
co dQsup            。 (24)

⑤利用式 (25)和 (26)计算 hc 和 hr
[12-13,47,66]：

hc =
0.049λa r r r

r

(

bo

G P P

ln
r
r
bo

ci

)0.33 0.074

 (25)

h T T T Tr bi ci bi ci= + +σω ( 2 2 )( )  (26)

其中，
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ω = + −
 
 
 ω ω

1 1

bi ci ci

r
r
bi  
 
 

1
−1

 (27)

Pr =
1000

λ
C

a

a aµ  (28)

Gr =
(r r g T Tci bo a a bo ci− −)3 ρ β

µ

2

a
2

( )  (29)

式中，λa 为油套环空中空气的导热系数，W/(m·K)；Gr

为格拉晓夫数，无因次； σ为斯蒂芬-玻耳兹曼常数，

σ =5.67×10-8；ωbi 和ωci 分别为油管和套管的黑度；Ca

为油套环空中空气的比热容，J/(kg·K)； µa 为空气的黏

度，Pa·s； λa 为空气的导热系数，W/(m·K)。⑥利用式

(17)计算 Uao
' 。⑦判断误差 U Uao ao

' − < ε是否成立，如

果不满足精度要求，返回步骤②，否则输出 qao 。

当过热型多元热流体到达海底后 (此时海水段井

筒计算完毕 )，采用文献 [66]中地层内瞬态导热模型继

续计算，直至油层。

1.4 模型数值求解

采用求函数零点法求过热型多元热流体的压力和

温度沿程分布。求解过程中共有无接箍油管和环形空

间中 pij 、 pan 、 Tij 和 Tan 共 4 个未知数，因此对于求解

过程需要 4 个独立方程才能封闭求解。分别对无接箍

油管和环形空间中过热型多元热流体流动的动量守恒

方程和能量守恒方程差分并变形得到：

= − +

f p(
p p

π

ij,out ij,in ij,out ij,in

r z z
τ ρ ρ

ij,out

iji
2
f

∆ ∆

∆

− +

z

)

− ij,out ij,out ij,in ij,inv v

g

2 2

cos

−

θ
ρ ρ

2
 (30)

= − +

f p(

π

p p

(

an,out an,in an,out an,in
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r r zai ijo
2 2

∆

− ∆

τ

− +
z

)

f

)
−

g

ρ ρ

cos
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θ

v v

ρ ρ

2 2

∆
−
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2
 (31)

f T w( ij,out ij) = + +
q q h h

w w g

ij,out ij,in ij,out ij,in

ij ij∆
1
z

2
+ −

 
  
 

v vij,out ij,in
2 2

2 2
− −
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cosθ
 (32)

= −

f T
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v van,out an,in
2 2

∆

2 2

−
z

− −

q qij,out ij,in+
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� (33)

具体计算方法如下：①将同心双管井筒中的无

接箍油管和环形空间分别等分为m个微元段，输入

平台注汽参数。②对于第 i微元段，估计一组微元段

出口端的温度值，利用式 (30)和 (31)对微元段出口

端得压力进行封闭求解。③将步骤②中出口端的压

力值计算结果带入式 (32)和 (33)，得到一组新的微

元段出口端温度值，判断估计值与计算值是否满足

工程计算精度要求，若不满足，返回步骤②继续计

算，若满足则转入步骤④计算。④判断是否到达海

底，若到达海底，则调用文献 [66]中地层内瞬态导

热模型继续计算，若未到达海底，则将微元段出口

端的压力和温度值作为下一微元段的入口端温度和

压力值，并返回步骤②。⑤判断是否到达油层，若

到达油层，则输出无接箍油管和环形空间中压力值

和温度值的沿程分布，若未到达油层，则返回步骤

②继续进行计算。

2 模型应用

2.1 模型验证及流动过程典型曲线

以海上某同心双管注过热型多元热流体井为例进

行计算。该井无接箍油管和环形空间井口的注汽压

力、温度和注汽速度分别为 4.5 MPa，650 K，175 t/d
和 3.5 MPa，600 K，105 t/d。井身结构参数如表 1 所

示，模型计算结果如图 2 所示。图 2(a)和图 2(b)给出

了压力和温度实测值与预测值对比结果，最大相对误

差小于 5%，证明模型准确度较高。海上平台一般用

一台锅炉同时向无接箍油管和环形空间注汽，因此无

接箍油管与环形空间的注汽参数往往相同。据此，计

算了无接箍油管与环形空间注气条件相同时 (4.5 MPa，
650 K，175 t/d)的井筒内热物性参数分布，如图 2(c)
和图 2(d)所示。需要强调的是，实际工况中海水并非

静止状态，因此计算中设定海水流速为 2 m/s，下文将

对取值依据详细论证。

由图 2(a)可知：(1)在平台注汽参数不变的条件
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下，无接箍油管和环形空间中过热型多元热流体的压

力均不断下降。(2)无接箍油管中的压力梯度略大于环

形空间中的压力梯度。这是由于该井无接箍油管中的

注汽速度比环形空间中的注汽速度大，摩擦力更大，

所以压力梯度较大。

由图 2(b)可知：(1)无接箍油管中过热型多元热

流体的温度在 0 m~25 m段内迅速下降，在 50 m后

温度下降速度趋于稳定，并与环形空间中温度下降

速度相近。(2)环形空间中过热型多元热流体的温度

在 0 m~25 m段内略有升高，在 25 m后开始下降，在

50 m后，过热型多元热流体的温度下降速度与无接箍

油管中的温度下降速度相近。分析认为，在 0 m~25 m

表 1 模型基本参数

Table 1 Basic parameters used for calculation

参数 参数值 参数 参数值

无接箍油管内半径 /m 0.019 1 外油管外半径 /m 0.057 2
无接箍油管外半径 /m 0.024 2 套管内半径 /m 0.080 7
内油管内半径 /m 0.038 0 套管外半径 /m 0.088 9
内油管外半径 /m 0.044 0 隔水管外半径 /m 0.099 7
外油管内半径 /m 0.050 9 海水段井筒长度 /m 160
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图 2 不同注汽条件下无接箍油管和环形空间中过热型多元热流体的压力和温度分布

Fig. 2 Profiles of pressure and temperature of SMTF in IJT and annuli with different injection parameters
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段内，无接箍油管和环形空间中温差较大，而且无接

箍油管为金属材料，导热性能良好 (模型中 U ijo 值约为

1.5 kW/(m2·K)），导致 0 m~25 m段内无接箍油管中过

热型多元热流体的热能损失速率很大。因此，在 25 m
后无接箍油管和环形空间中流体温度迅速趋于一致。

由图 2(c)可知，在井口注汽参数相同时，无接箍

油管中的过热型多元热流体压力梯度高于环形空间中

的压力梯度，这是由于无接箍油管流动半径小于环形

空间流动当量半径，摩擦力较大，压力损耗也较大。

但由于管材良好的导热性及过热型多元热流体的温度

和压力的不相关性，无接箍油管和环形空间中温度差

异较小，如图 2(d)所示。

2.2 海水扰流对井筒传热的影响

以上分析均建立在海水流速为 2 m/s的基础上，现

设定海水流速分别为 0 m/s、2 m/s和 6 m/s，重点研究

海水流速对井筒内热物性参数分布及热损失速率的影

响，计算结果如图 3 所示。

由图 3(a)可知，海水流速对井筒内过热型多元热

流体的压力影响不大。从图 3(b)和图 3(c)可以看出，

当海水由静止开始流动时 (由 0 m/s增加至 2 m/s)，在

0 m~150 m段内过热型多元热流体的温度梯度和过热

度梯度均有所增大。当海水流速由 2 m/s继续增大至

4 m/s时，井筒内过热型多元热流体的温度和过热度分

布几乎不变。分析认为：若海水静止，井筒外传热规

律与地层内传热规律类似，此时从隔水管外壁到海水

的温度递减具有连续性，在井筒周围形成温度逐渐下

降的“温度场”。但当海水由静止开始流动时，“温度

场”被破坏，隔水管外壁温度“断崖式”下降至海水

原始温度，“温差”增加，导热速率增大，井筒热损失
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图 3 海水流速对热物性参数分布的影响 ((a) 压力分布；(b) 温度分布；(c) 过热度分布 )
Fig. 3 Effect of seawater flow rates on profiles of thermophysical properties ((a) pressure; (b) temperature; (c) superheat degree)
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速率增加。但海水流速继续增大时，由于海水原始温

度不变，“温差”不会继续增大，对井筒热损失速率影

响不大。所以只需分析海水流速为 2 m/s时对井筒热

损失的影响即可。

2.3 非凝结气含量对井筒传热的影响

在实际生产过程中，过热型多元热流体中的非凝

结气是由柴油和空气以约 1:14.9 的质量比经过充分燃

烧后得到的，按照元素质量分数之间的关系，燃烧后

得到的非凝结气中N2 和CO2 的质量比约为 4:1[55,68]。

据此，在其他注汽参数不变的条件下，设定模型中

N2、CO2 和过热蒸汽质量分数分别为以下 3 种情况：

(1)4%、1%和 95%；(2)20%、5%和 75%；(3)40%、

10%和 50%。根据以上条件，计算井筒内热物性参数

的沿程分布，结果如图 4 所示。由图 4(a)和图 4(b)可
知，(1)随着非凝结气质量分数的增加，无接箍油管和

环形空间中过热型多元热流体的温度均下降，无接箍

油管中过热型多元热流体向环形空间的传热速率减小，

环形空间中过热型多元热流体的净热损失速率增大。

实际上，过热型多元热流体中的非凝结气主要用于改

善油藏内渗流特征，而非用于携带热能，过热蒸汽的

比例过低会导致加热效果变差。因此矿场应结合实际

油藏与非凝结气的作用特征，对过热蒸汽和非凝结气

质量比例进行优选。(2)海水段井筒内过热型多元热流
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图 4 非凝结气含量对热物性参数分布及井筒热损失速率的影响 ((a) 无接箍油管内温度分布；(b) 环形空间内温度；(c) 无接箍油

管内过热度；(d) 环形空间内过热度 )
Fig. 4 Effect of non-condensing gas content on profiles of thermophysical properties and wellbore heat loss rates ((a) temperature in 
IJT; (b) temperature in annuli; (c) superheat degree in IJT; (d)superheat degree in annuli)
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体的温度梯度和过热度梯度 (图 4(c)和图 4(d)）比地层

段井筒内过热型多元热流体的温度梯度和过热度梯度

大，且海水流动对环形空间中过热型多元热流体的影

响较大，对无接箍油管中过热型多元热流体的影响较

小。

为了进一步探讨井筒内热物性参数分布规律，计

算了相同井口注汽参数条件下不同非凝结气含量对井

筒内热物性参数分布的影响。设定模型中N2 和CO2 质

量分数分别为：(1)4%、1%；(2)20%、5%；(3)40%、

10%；计算结果如图 5 所示。由图 5(a)可知，(1)不同

非凝结气含量条件下，无接箍油管中过热型多元热流

体的压力梯度比环形空间中过热型多元热流体的压力

梯度更大。(2)非凝结气质量分数对井筒内过热型多元

热流体的压力分布影响很小。由图 5(b)可以看出，随

着非凝结气质量分数增加，无接箍油管和环形空间中

过热型多元热流体的温度均下降，这是由于相同压力

条件下，非凝结气热焓值比过热蒸汽低。为了充分利

用过热蒸汽携带热能高的优势，应将非凝结气含量控
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图 5 无接箍油管与环形空间注汽参数相同时，非凝结气质量分数对井筒内热物性参数分布的影响 ((a) 井筒内压力分布；(b)
井筒内温度分布；(c) 井筒内过热度分布 )
Fig. 5 Effect of non-condensing gas content on profiles of thermophysical properties with identical injection parameters ((a)
pressure profiles; (b) temperature profiles; (c) superheat degree profiles)
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制在一定范围内。由图 5(c)可以看出，随着非凝结气

质量分数增加，井筒内过热型多元热流体的过热度下

降。因此，矿场应结合室内试验分析，依据实际油层，

对比分析过热蒸汽与非凝结气各自的优势，合理选择

非凝结气含量，充分发挥非凝结气与过热蒸汽各自的

优势。

3 结论

(1)在充分考虑同心双管井筒内部和外部热量传递

的基础上，结合能量和动量守恒方程，建立了海上同

心双管注过热型多元热流体井筒传热数学模型。利用

有限差分方法得到无接箍油管和环形空间过热型多元

热流体的温度和压力分布。分析了海水流速及不同注

汽参数对温度和压力分布的影响。该模型适用于不同

注汽参数条件下井筒中热物性参数分布的计算，并可

以对海上过热型多元热流体SAGD及吞吐过程的注汽

参数进行优化。

(2)流动的海水带走了隔水管外壁的大量热能，造

成环形空间中过热型多元热流体的热能损失速率增大，

当过热型多元热流体到达海底穿过泥层段时，环形空

间中热损失速率出现“断崖式”下降。当海水由静止

开始流动时，在近井口处，井筒内过热型多元热流体

的温度梯度和过热度梯度均增加，但当海水流速继续

增大时，井筒内过热型多元热流体的温度梯度和过热

度梯度几乎不变。

(3)随着非凝结气含量增加，过热型多元热流体的

温度和过热度均下降。矿场应结合实际油藏与非凝结

气的作用特征，对过热蒸汽和非凝结气质量比例进行

优选。
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Numerical simulation of superheated multi-components thermal fluid 
flow in offshore concentric dual-tubing wells
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Abstract Thermal transmission inside a concentric dual-tubing well (CDTW) with superheated multi-components thermal fluid 
(SMTF) injection causes a rapid change of temperature and degree of superheating in each tube, which is different from saturated 
steam injection in CDTW. With consideration of the heat transmission between the integral joint tubing (IJT) and the annulis, a 
mathematical model is established based on mass, energy and momentum conservation equations. Type curves of superheated 
multi-components thermal fluid flow in the IJT and annulis are obtained by using a finite difference method and an iteration 
technique. Then, the predicted results from the model are compared with field data. The results show that the model is applicable 
to predict thermophysical properties of SMTF in CDTW with different injection parameters. Besides, the model is useful to opti-
mize injection parameters during offshore steam-assisted gravity drainage (SAGD) and cyclic steam stimulation (CSS) processes. 
A small temperature difference between the IJT and annulis will lead to a large amount of heat flow, which causes a rapid change 
of temperature and degree of superheating in the CDTW. The flow of seawater has a significant influence on the wellbore heat 
loss rate. Both the temperature and superheating degree decrease with an increasing content of non-condensing gas.

Keywords offshore heavy oil recovery; concentric dual-tubing well; superheated multi-components thermal fluid; thermophys-
ical properties distribution; turbulent flow of seawater
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