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半周加热条件下倾斜内螺纹管超临界水流

动与强化换热特性研究 

张博垚，周  勇，肖力源，杨  冬 

(西安交通大学动力工程多相流国家重点实验室，陕西  西安  710049) 

［摘 要］【目的】660 MW 超超临界燃煤锅炉下炉膛螺旋管圈处于高热负荷及强热偏差运行环境中，

管内工质流动换热特性对锅炉安全运行具有重要影响，有必要对该区域内流动换热规律进

行深入研究。【方法】以实际运行工况为背景，选取下炉膛螺旋管圈典型倾斜直管段为研

究对象，建立半周加热倾斜内螺纹管三维数值模型，基于剪切应力输运（SST）k-ω 湍流

模型，对超临界水在内螺纹管内的流动换热特性进行数值模拟研究。【结果】在锅炉最大

连续蒸发量（BMCR）负荷工况下，浮升力及热加速效应均处于较低水平，对流动换热影

响较弱；内壁温度沿周向呈现明显非均匀分布特征，受螺旋内肋诱导的流动结构影响显著；

拟临界区域虽出现强化换热现象，但湍动能、湍流粘度及壁面剪切应力均未明显增强，强

化换热主要由近壁区比热容显著提高所主导；随着负荷降低，拟临界区域强化换热程度进

一步增强，其主要原因在于近壁区比热容的进一步提升，而非湍流强化及浮升力、热加速

效应的增强。【结论】本研究揭示了实际运行工况下倾斜内螺纹管内超临界水的流动与强

化换热机理，可为超超临界锅炉水冷壁流动换热特性分析及安全运行评估提供参考。 

［关 键 词］倾斜半周加热；内螺纹管；超临界水；强化换热；比热容 

［引用本文格式］（本段作者勿动）作者姓名. 中文标题[J]. 热力发电, 年, 卷(期): 起始页码-终止页码.   作者姓名. 英文

标题[J]. Thermal Power Generation, 年, 卷(期): 起始页码-终止页码. 

Study on flow and enhanced heat transfer characteristics of supercritical water 

in inclined internally ribbed tubes under half-circumferential heating conditions 

Zhang Boyao, Zhou Yong, Xiao Liyuan, Yang Dong 

(State Key Laboratory of Multiphase Flow in Power Engineering, Xi’an Jiaotong University, Xi’an 710049, China) 

Abstract: [Objective] The lower-furnace spiral tube coils of a 660 MW ultra-supercritical coal-fired boiler are 

subjected to high heat flux and strong thermal deviation conditions. Under such conditions, the flow and heat 

transfer characteristics of the working fluid inside the tubes directly affect boiler operation safety. Therefore, it is 

necessary to clarify the flow and heat transfer behavior of supercritical water in inclined internally ribbed tubes 

under actual operating conditions, especially in the pseudo-critical region where thermophysical properties vary 

sharply. [Methods] Based on the actual operating conditions of the boiler, a typical inclined straight tube section in 

the lower-furnace spiral tube coils was selected as the research object. A three-dimensional numerical model of an 

inclined internally ribbed tube under half-circumferential heating was established. The shear stress transport (SST) 

k-ω turbulence model was used to numerically investigate the flow and heat transfer characteristics of 

supercritical water. Buoyancy and thermal acceleration effects were evaluated using dimensionless criteria. The 

circumferential wall temperature distribution and the radial distributions of turbulent kinetic energy, turbulent 

viscosity, wall shear stress,and specific heat capacity were analyzed at three typical cross sections along the heated 
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tube length. The influence of load reduction on heat transfer enhancement in the pseudo-critical region was also 

discussed. [Results] Under boiler maximum continuous rating (BMCR) load conditions, the calculated buoyancy 

and thermal acceleration criteria are at low levels, indicating that their effects on flow and heat transfer are weak. 

The inner wall temperature shows an obvious non-uniform circumferential distribution, which is significantly 

affected by the flow structure induced by the spiral inner ribs. The rib-root temperature is generally higher than 

the rib-top temperature, and the maximum inner wall temperature appears near the intersection of the rib root and 

the downstream side. In the pseudo-critical region, the heat transfer coefficient increases obviously, indicating 

heat transfer enhancement. However, turbulent kinetic energy, turbulent viscosity, and wall shear stress do not 

increase significantly, which suggests that the enhancement is not mainly caused by turbulence intensification. 

Instead, it is dominated by the sharp increase in specific heat capacity in the near-wall region. With decreasing 

boiler load, heat transfer enhancement in the pseudo-critical region becomes stronger, mainly because the 

near-wall specific heat capacity further increases rather than because of enhanced turbulence, buoyancy, or 

thermal acceleration effects. [Conclusion] This study reveals the flow and enhanced heat transfer mechanisms of 

supercritical water in inclined internally ribbed tubes under actual operating conditions, and provides a reference 

for analyzing water-cooled wall heat transfer characteristics and evaluating the safe operation of ultra-supercritical 

boilers. 

Key words: inclined half-circumferential heating; internally ribbed tube; supercritical water; heat transfer 

enhancement; specific heat 

在“双碳”战略目标推进的大背景下，风电、

光伏等清洁能源装机规模迅速扩张，但其具有显著

的波动性与间歇性特征。相比之下，火力发电依托

成熟的技术体系、稳定的运行效能以及对地理环境

较低的适配门槛等核心优势，在我国电力系统中依

旧承担着不可或缺的基础支撑功能[1]。目前，超超

临界机组已成为火力发电行业的主流技术形式，其

装机容量占比已突破 50%[2]。为进一步提升机组热

效率、降低煤耗及污染物排放水平，700 ℃超超临

界燃煤发电技术已成为当前国际能源领域的研究

热点[3-5]。 

在高参数运行条件下，锅炉受热面的流动与换

热特性同样面临更为复杂的变化。同时，在新能源

大规模并网背景下，火电机组逐步参与深度调峰运

行，运行工况呈现出更强的动态变化特征，使受热

面流动与换热问题进一步复杂化[6]。超超临界燃煤

机组锅炉下炉膛水冷壁通常采用内螺纹管，并多采

用螺旋管圈布置方案。螺旋管圈布置使水冷壁管沿

炉膛四面墙以一定倾角连续盘绕上升，管内工质在

流动过程中依次经过炉膛不同热负荷区域，有利于

均衡各管吸热量、减小管间热偏差、改善流量分配

并提高下炉膛水冷壁的运行安全性。在实际结构

中，螺旋管圈中的水冷壁管在各炉墙区域的主体部

分为倾斜直管，该段为螺旋管圈的主要受热部分，

直接承受炉膛高热负荷及强热偏差。 

在超临界压力下，水不会发生相态变化，但存

在拟临界区。在拟临界区，超临界水热物性（如比

热容、密度和黏度等）会发生突变，且超临界水的

传热特性也发生显著变化，通常会呈现正常传热、

传热强化和传热恶化 3 种主要传热现象。针对超临

界流体的流动换热规律，国内外众多学者已开展了

广泛的试验研究。曲默丰等[7]通过试验方法，对低

质量流速条件光管内超临界水的换热特性进行了

系统探究，深入分析了比热容比、浮升力以及热加

速效应对其换热特性的影响机制。陈真韬等[8]针对

蛇形通道内超临界二氧化碳在拟临界区的流动与

换热特性开展了试验研究，揭示了进口温度、流量

以及热物性参数对其换热规律的影响。Lu 等人[9]

针对垂直管内超临界二氧化碳的流动换热特性展

开试验研究，分析了浮升力及热加速效应对其流动

换热特性的影响。Dalla 等人[10]通过试验研究了内

螺纹管倾斜角度对制冷剂 R515B 流动换热特性的

影响，试验结果表明，倾斜角度显著影响传热系数。

然而，受试验条件限制，现有研究多集中于全周加

热条件，而实际超超临界燃煤锅炉下炉膛水冷壁管

通常处于倾斜布置半周受热状态，相关试验研究较

为缺乏。对于实际工况下倾斜布置半周加热条件下

内螺纹管内超临界流体流动与换热机理的认识仍

不充分，有待进一步研究。 

数值模拟方法不仅可以解决试验条件的限制，

还可以获得详细的流场、温度场等数据，诸多学者

借助数值模拟手段针对超临界流体的流动换热规

律进行了广泛深入的研究。杜晓成等[11]采用数值模

拟的方法研究了浮升力效应对垂直管内超临界水

流动换热特性的影响，结果表明质量流速的增加会

削弱浮升力效应，热负荷的增加会强化浮升力效
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应。于博文等[12]对超临界二氧化碳在水平光管内的

流动换热特性进行了数值模拟研究，结果表明提高

入口温度能够有效遏制传热恶化的发生。Fu 等人[13]

对水平双管内超临界二氧化碳的流动换热特性进

行了数值模拟研究，对其发生传热恶化与传热强化

现象的机理进行了详细分析。 

因此，针对 660 MW 超超临界燃煤锅炉下炉膛

螺旋管圈的实际运行工况，本文选取典型管段为研

究对象，基于 SST k-ω 湍流模型[14]，对倾斜布置内

螺纹管在半周加热条件下的流动与换热特性开展

数值模拟研究。重点分析 BMCR 负荷运行工况下浮

升力及热加速效应、壁温分布特征及强化换热机

理，并探讨负荷变化对流动换热特性的影响，从而

为超超临界燃煤锅炉水冷壁流动换热特性分析及

安全运行评估提供参考。 

1 数值模型 

1.1 物理模型 

本文研究对象为某 660 MW超超临界变压直流

锅炉，Π型布置，采用前后墙对冲燃烧方式，燃烧

器布置于炉膛前后墙区域。炉膛下部水冷壁采用螺

旋管圈布置方式，水冷壁管沿炉膛四面墙以一定倾

角由下向上连续盘绕，并经中间过渡集箱与上炉膛

垂直水冷壁相连，螺旋管圈中的水冷壁管在各炉墙

区域主要表现为倾斜直管形式，在墙角区域发生方

向转折，其详细布置方式如图 1 所示。水冷壁管采

用六头内螺纹管，六头内螺纹管几何结构及布置方

式示意如图 2 所示，其结构参数如表 1 所示。 

根据下炉膛螺旋水冷壁实际布置方式和内螺

纹管结构参数，本文建立了一个长度为 3 m 的六头

内螺纹管物理模型，工质流动方向为 Z 轴正向，重

力方向与流体流动方向夹角为 109.471°。本文采用

半周加热方式，在管道外壁一侧设置均匀热流密度

边界条件，另一侧设置为绝热边界条件，以模拟锅

炉水冷壁管的实际受热情况。 

需要说明的是，炉墙区域的倾斜直管为螺旋管

圈的主要受热部分，本文选取炉墙区域典型倾斜直

管段作为研究对象。由于所选倾斜直管段的管道中

心线为直线，不存在明显的曲率，不涉及由管道弯

曲曲率诱导的迪恩涡效应[15]。 

上炉膛
水冷壁

下炉膛
水冷壁

(螺旋管圈)

燃烧器

冷灰斗

前墙

后墙

右墙

中间过渡集箱

折焰角

 

图 1 下炉膛螺旋水冷壁布置 

Fig.1 Layout Diagram of the Lower Furnace Spiral 
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图 2 六头内螺纹管几何结构及布置方式示意 

Fig.2 Schematic diagram of the geometric structure and 

arrangement of six internal ribbed tube 

表 1 六头内螺纹管结构参数 

Tab.1 Structural parameters of six internal ribbed tube 

参数 数值 

外径 dout/mm 38.1 

最大内径 din,max/mm 23.23 

最小内径 din,min/mm 20.49 

螺纹头数 6 

螺纹形状 矩形 

螺纹宽度 b/mm 5.59 
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螺旋升角 α/(°) 60 

螺距 P/mm 21.06 

导程/mm 126.37 

1.2 数学模型与边界条件 

数值计算在计算流体力学软件 FLUENT 中进

行，采用 SST k-ω湍流计算模型。Menter 提出的 SST 

k-ω 湍流模型具有精度更高，可适用于多元流动类

型的特点，控制方程组如下。 

连续性方程： 
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能量守恒方程： 
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 (3) 

式中：ρ、u、h 分别表示流体的密度、速度和焓值；

上标－表示时间平均变量，上标～代表利用 Favre

平均法处理后的变量。 

引入新变量雷诺剪切应力 τ̄ᵢⱼ用于表征湍流脉动

的影响，如下所示： 
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 (4) 

基于 Boussinesq 假说，通过引入湍流粘度 μₜ，

建立雷诺剪切应力和平均速度梯度关系，如式(5)

所示： 
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 (5) 

内螺纹管入口设置为质量流入口，出口设置为

压力出口。压力速度耦合采用压力耦合方程组半隐

式一致算法(SIMPLEC)，各控制方程空间离散采用

二阶迎风格式，各控制方程的收敛残差均设定为

1×10-6。通过美国国家标准与技术研究院参考流体

热物性数据库(NIST REFPROP)实时调用更新超临

界水的热物性参数。由于超临界水在拟临界区域物

性变化剧烈，易引起数值振荡及收敛困难。计算初

始阶段采用混合初始化方法，并先对流场进行初步

稳定计算，随后启用能量方程进行流动与传热耦合

求解，以提高拟临界区域计算过程的稳定性与收敛

性。为进一步保证计算结果的可靠性，在监测各控

制方程残差的同时，对出口温度、出口速度、出口

质量流量以及出口湍动能等关键参数进行实时监

测。当上述监测参数的相对变化量以及各控制方程

收敛残差均小于 1×10-6 时，认为计算达到收敛。 

1.3 网格划分与无关性验证 

网格划分在三维网格划分软件 ICEM 中完成。

计算模型采用三维六面体结构化网格，使用 O 型切

分和扭转拉伸操作生成网格，以提高网格质量和正

交性。为更加准确计算近壁区流动换热特性，对交

界面网格进行局部加密处理，并保证第 1 层网格满

足 y+<0.3。网格模型如图 3 所示。 

  

图 3 网格模型示意 

Fig.3 Schematic diagram of the grid model 

为分析网格数对计算结果的影响，划分了 5 种

不同单元数的网格模型。分别对这些网格模型进行

计算，计算结果如图 4 所示。流体温度为 402.56 ℃

时，不同网格数对应的平均内壁温度如表 2 所示。

结果表明，当网格数量超过 1.2×107 后，计算结果

几乎一致。因此，为保证计算准确性并减少计算时

间，选用该网格模型进行后续计算。 

 

图 4 不同网格数模型数值模拟结果对比 

Fig.4 Comparison of numerical simulation results for 

models with different grid counts 
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表 2 不同网格数模型平均内壁温度结果对比 

Tab.2 Comparison of average inner wall temperature 

results for models with different grid counts 

网格数 平均内壁温度/℃ 

相对误差 

(与 1.5×107网格数相

比)/% 

5×106 409.61 0.70 

8×106 408.81 0.50 

1×107 407.51 0.18 

1.2×107 406.81 0.01 

1.5×107 406.76  

2 模型验证 

由于倾斜半周加热实验较少，缺乏可用于验证

的实验数据。虽然全周加热与半周加热在边界条件

上存在差异，但由于管壁周向热阻较大，周向导热

较弱，2 种加热方式下流动换热特性相近。因此，

本文选取文献[16]中的全周加热实验来验证数值模

型的有效性。 

参照文献[16]中内螺纹管的结构、倾斜角度与

管径等参数来构建验证模型。验证工况的压力为 25 

MPa、质量流速为 600 kg/(m2·s)及内壁热负荷为 200 

kW/m2，管壁材料为 SA-213T2。在此基础上，进行

数值模拟计算，结果如图 5 所示。由图 5 可知：在

低焓值区和高焓值区，数值模拟得到的内壁温度与

实验值较接近；在拟临界区域，模拟值略高于实验

值，但整体变化趋势保持一致。由于超临界水在拟

临界区域附近热物性参数变化剧烈，数值计算中不

可避免出现一定的离散误差和局部偏差，但总体而

言，模拟结果与实验结果吻合较好，表明本文所建

立的数值模型能够较好预测内螺纹管内超临界水

的流动换热特性。 

 

图 5 数值模拟结果验证 

Fig.5 Numerical simulation results verification 

选取螺旋管圈进口段、拟临界段和出口段 3 个

典型位置进行数值模拟计算，并将数值模拟得到的

最大内壁温度和最大外壁温度与水动力计算结果

进行对比分析，结果如表 3 所示。由表 3 可知，二

者计算结果较为接近。锅炉水动力计算采用半理论

半经验模型，其适用范围主要为水冷壁宏观换热分

析。由于无法获取管内流场与温度场的详细数据，

计算中引入理论假设与经验关联，由此可能带来局

部偏差和不确定性，导致计算结果存在一定误差。

因此本文主要将其用于工况合理性与一致性对比。 

表 3 模拟值与水动力计算值对比  单位：℃ 

Tab.3 Comparison between simulated values and 

hydrodynamic calculation values 

水冷壁位置 模拟值 水动力计算值 

最大外壁温度进口段 420.68 428.20 

最大内壁温度进口段 386.86 388.50 

最大外壁温度拟临界段 472.89 472.40 

最大内壁温度拟临界段 417.27 412.00 

最大外壁温度出口段 442.79 450.40 

最大内壁温度出口段 422.96 420.80 

3 计算结果与分析 

在某 660 MW 超超临界燃煤锅炉 BMCR 负荷

下，质量流速最低回路的进口压力为 31.68 MPa，

质量流速为 2 276.709 kg/(m2·s)，热负荷及热偏差采

用英巴公司确定的理论热负荷及热偏差数据。在该

回路进口段、拟临界段和出口段上各选取一个截面

作为研究对象进行后续研究分析。图 6 为下炉膛四

面墙平面展开图，标注了所选取回路及各典型管段

的实际位置。所选取的 3 个典型截面进口段截面、

拟临界段截面和出口段截面对应流体温度分别为

375.9、402.7、414.0 ℃，具体参数如表 4 所示。 

冷灰斗

下炉膛

水冷壁

前墙左墙 右墙 后墙

26.99m

42.13m

54.67m

进口段

拟临界段

出口段

 

图 6 回路及管段位置 

Fig.6 Loop and Piping Section Location Diagram 
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表 4 选取的研究对象 

Tab.4 Selected research subjects 

位置 标高/m 压力/MPa 外壁热负荷/(W·m-2) 

进口段截面 26.99 31.05 115 099.6 

拟临界段截面 42.13 30.41 157 251.9 

出口段截面 54.67 29.86 76 103.0 

3.1 浮升力及热加速效应 

在超临界压力区间，流体密度在拟临界区域附

近会发生剧烈变化，在空间表现出强烈的不均匀

性，从而可能诱发浮升力和热加速效应。近壁区流

体温度升高、密度降低，主流区温度较低、密度较

高，由此产生径向密度梯度，在重力场作用下形成

浮升力效应，该效应将改变流体的径向速度分布和

湍流结构，进而影响近壁区换热过程；同时，由于

流体受热后密度沿轴向持续降低，根据质量守恒，

流速沿管长增加，产生热加速效应，该效应可能引

起湍流强度以及边界层结构的变化，从而对传热强

化或恶化产生影响。 

对于工程实际运行而言，浮升力和热加速效应

可能引发超临界水流动与换热特性的变化，甚至诱

发局部传热恶化和壁温异常升高，从而增加水冷壁

超温和爆管风险。因此，有必要通过无量纲准则数

对其作用强度进行定量评估和判断。本文通过计算

2 种浮升力准则数和 2 种热加速准则数，对内螺纹

管内超临界水在实际运行条件下的浮升力与热加

速效应进行分析，以明确其对流动换热特性的影

响。 

Jackson 和 Hall 等人通过试验研究发现浮升力

会削弱垂直向上流动的对流换热，从而引发传热恶

化，并使用无量纲缓冲层假设提出了浮升力准则

数，经 Watts 等修正后如式(6)、式(7)所示： 
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Mceligot 等人[17]在上述基础上根据试验数据提

出了另外一种浮升力准则数，如式(8)、式(9)所示： 

 
q 7

M 3.425 0.8

b

6 10
Gr

Bo
Re Pr

    (8) 

 
4

w

q 2

b

singd q
Gr

v

 


  (9) 

Jackson[18]提出了半经验式热加速准则关联式，

如式(10)所示： 

 b w

J 1.63

b b b

q d
Ac

Re Pr




  (10) 

Mceligot 等人[17]基于气体在受热管内流动和换

热的试验，提出表征流体热加速影响的准则数并给

出了热加速可以忽略的基准值，如式(11)所示： 

 6w b

E 2

b ,b b

4
3 10

p

q d
Ac

u C Re

     (11) 

式中： 为流体平均密度；v 为运动粘度；β为

体积膨胀系数；λ为热导率；qw 为内壁面热流密度；

Cp 为定压比热；u 为流体速度；下标 b 表示中心流

体。 

BMCR 负荷下，各典型截面位置处的浮升力和

热加速准则数的计算结果如表 5 所示。 

表 5 浮升力及热加速准则数计算结果 

Tab.5 Calculation results of buoyancy and thermal 

acceleration criteria 

准则数 BoJ BoM AcJ AcE 

进口段 8.62×10
-9

 9.87×10-10 9.99×10-10 2.65×10-10
 

拟临界段 7.29×10
-9

 5.09×10-10 1.48×10-8 3.35×10-10
 

出口段 1.25×10-9 1.91×10-10 6.16×10-9 1.29×10-10
 

由计算结果可知，在 100%BMCR 负荷工况下，

各典型截面处浮升力准则数 BoJ和 BoM的数量级均

处在 10-10~10-9 内，显著低于浮升力产生影响的判据

基准值。这表明在当前高质量流速运行条件下，浮

升力效应受到明显抑制。同时，热加速准则数 AcJ

和 AcE的数量级约为 10-10~10-8，亦处于较低水平，

说明热加速效应对流动换热的影响较弱。但可以观

察到，拟临界段热加速准则数略高于进口段与出口

段，这与拟临界区流体密度沿轴向急剧下降、流速

加速更加显著相一致。从机理上分析，在实际运行

工况下，较高的质量流速使得流动惯性力显著增

强，而浮升力与热加速效应均与密度变化相关，其

作用强度相对于惯性力被大幅削弱。此外，内螺纹

管的螺旋内肋结构诱导的二次流和近壁强剪切作

用强化了流体掺混，削弱了径向密度分层，从而进

一步抑制了浮升力效应。 

3.2 倾斜半周加热内螺纹管壁温分布特性 

为保证不同截面周向分布结果之间的可比性，

进口段截面、拟临界段截面和出口段截面均位于相

同螺距相位位置，其中拟临界段截面位置及结构如

图 7 中 A 截面所示，各截面对应的流体温度分别为

375.9、402.7、414.0 ℃。由于拟临界段截面处周向
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壁温变化最为剧烈，因此对该截面处的管壁温度分

布特性开展进一步研究。为分析螺旋内肋结构对周

向分布沿轴向变化的影响，选取了拟临界段截面沿

轴向前移 0.5 个螺距的另一截面进行对比分析。所

选取截面详细结构及位置如图 7 所示，其中，拟临

界段截面距模型进口 2 210 mm，0°为向火侧中心

点，180°为背火侧中心点，A 截面为拟临界段截面，

B 截面为拟临界段截面前移 0.5 个螺距截面。内壁

温度和外壁温度计算结果如图 8 和图 9 所示，tf和 p

分别为截面的流体温度和压力，pin 为回路进口压

力，G 为质量流速，拟临界段截面近壁区湍动能沿

周向分布曲线如图 10 所示。 

2210mm
10.53mm

(0.5个螺距)

前移0.5个螺距
A 截面 B 截面

进口

工质流动方向

 

1.迎流侧 2.肋底

3.背流侧

4.肋顶

0°

90°

180°

-90°

向火侧

背火侧  

0°

90°

180°

-90°

向火侧

背火侧

2.肋底4.肋顶

1.迎流侧3.背流侧

 

图 7 六头内螺纹管截面位置及结构示意 

Fig.7 Schematic diagram of the cross-sectional position and 

structure of a six head internally threaded pipe 

内螺纹管内壁温度由肋顶温度、肋底温度、迎

流侧温度和背流侧温度四部分组成。由图 8 可知，

肋底温度明显高于肋顶温度，部分肋底温度沿周向

呈现下凹分布特征，内壁最大温度出现在肋底与背

流侧交点处，背流侧平均温度高于迎流侧。拟临界

段截面处内壁最大壁温与最小壁温温差大于进口

段与出口段。内壁温度分布呈现出明显的周向不均

匀性特征。 

由图 9 可知，外壁温度沿周向呈现类似于正态

分布曲线的凸形分布特征。拟临界段截面处外壁最

大壁温与最小壁温的温差大于进口段截面和出口

段截面。背火侧中心处的外壁温度与流体温度较为

接近。 

由图 10 可知，近壁区湍动能沿周向呈周期性

分布特征，整体表现为肋顶高于肋底、迎流侧高于

背流侧，并在迎流侧与肋顶交界处出现局部峰值。

与之对应，内壁温度在背流侧与肋底交界区域达到

最大值，这是由于该区域湍动能处于相对低值，湍

流扰动作用减弱，导致局部换热能力下降。同时，

在肋底与迎流侧及背流侧交界区域，由于湍动能局

部降低，换热能力减弱，使壁温沿周向呈现局部下

凹分布特征。此外，背流侧整体温度高于迎流侧，

也与其湍动能水平较低、流动扰动较弱密切相关。

总体来看，内壁温度受到内螺纹肋结构诱导流动特

性变化的影响。 

 

图 8 内壁温度周向分布 

Fig.8 Circumferential distribution of inner wall 

temperature 

 

图 9 外壁温度周向分布 

Fig.9 Circumferential distribution of outer wall 

temperature 
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图 10 近壁区湍动能周向分布 

Fig.10 Circumferential distribution map of turbulent 

energy in the near wall region 

为进一步分析螺旋内肋结构对周向分布沿轴

向变化的影响，对拟临界段截面(A 截面)及沿轴向

前移 0.5个螺距后的截面(B 截面)进行了对比分析，

拟临界段两截面内外壁温度及近壁区湍动能周向

分布沿轴向对比结果如图 11 所示。由图 11 可以发

现，受螺旋内肋结构影响，内壁温度及近壁区湍动

能沿周向分布位置会沿轴向发生周向偏移，但内壁

高低温区域分布关系以及湍动能与壁温之间的对

应关系整体未发生变化，说明螺旋结构主要改变了

周向分布的相位位置，而未改变其整体分布特征及

规律。相比之下，外壁温度周向分布沿轴向未出现

明显偏移，仍呈现类似于正态分布曲线的凸形分布

特征。 

 

图 11 周向分布沿轴向对比 

Fig.11 Comparison diagram of circumferential distribution 

along the axial direction 

为进一步分析内螺纹管的壁温分布特性及换

热性能，建立光管对照模型进行数值模拟计算，并

与内螺纹管计算结果进行对比分析。光管模型的外

径、倾角及管长与内螺纹管保持一致，光管内径按

与内螺纹管流通截面积相等的原则确定；光管计算

采用与内螺纹管相同的运行参数及边界条件，包括

压力、质量流速、外壁热负荷和半周加热方式等；

光管进口段、拟临界段和出口段截面对应的流体温

度分别为 375.9、402.7、414.0 ℃，与内螺纹管对

应截面保持一致，以保证两类管型计算结果具有可

比性。 

光管与内螺纹管拟临界段截面的内外壁温度

周向分布结果对比如图 12 所示，进口段、拟临界

段和出口段典型截面的壁温及传热系数计算结果

如表 6 所示，N 代表内螺纹管，G 代表光管。结果

表明，内螺纹管的内外壁温度周向最大温差均小于

光管，且最大内壁温度和最大外壁温度均低于光

管，说明内螺纹管能够削弱半周加热条件下管壁温

度周向分布的不均匀性，并降低局部高温水平。同

时，光管在进口段、拟临界段和出口段截面的传热

系数均低于内螺纹管对应截面。由壁温和传热系数

对比结果可知，相同工况下内螺纹管具有更强的换

热能力和更好的壁温控制效果。内螺纹管通过增强

换热并改善壁温周向分布，一定程度上降低了水冷

壁局部超温风险，有利于锅炉受热面的安全稳定运

行。 

 

图 12 光管与内螺纹管内外壁温度周向分布对比 

Fig.12 Comparison of circumferential temperature 

distributions on the inner and outer walls between the 

smooth tube and the internally ribbed tube 

表 6 光管与内螺纹管壁温及传热系数计算结果对比 

Tab.6 Comparison of calculated wall temperatures and heat 

transfer coefficients between the smooth tube and the 

internally ribbed tube 

位置 最大内壁

温度/℃ 

最大外壁温

度/℃ 

传热系数

/(kW·m-2·K-1) 

进口段截面 N 386.86 420.68 26.06 

拟临界段截面 N 417.27 472.89 39.31 

出口段截面 N 422.96 442.79 28.54 

进口段截面 G 389.21 427.14 22.66 
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拟临界段截面 G 431.72 481.06 32.48 

出口段截面 G 428.54 447.98 24.18 

3.3 热物性及湍流特性对流动换热的影响分析 

依据前文水动力计算结果，绘制了 100%BMCR

负荷工况下所选取回路最大外壁温度及传热系数

随流体焓值的变化关系（图 13），以直观反映管内

工质的壁温水平及换热能力的整体变化规律。由水

动力计算结果可知，传热系数在拟临界区域明显提

高，显著大于进口段和出口段区域，而最大外壁温

度变化趋于平缓，表明该区域出现了强化换热现

象。此外，通过数值模拟计算了 BMCR 负荷下的进

口段截面、拟临界段截面以及出口段截面的传热系

数，分别为 26.06、39.31、28.54 kW/(m2·K)。相比

进口段与出口段，拟临界段截面传热系数明显提

高，进一步表明了拟临界区域呈现的强化换热现

象。针对该典型运行区域，为明确内螺纹管拟临界

区强化换热现象的形成原因，从热物性参数和湍流

特性 2 个方面开展分析。分别选取比热容、湍动能、

湍流粘度及壁面剪切应力，基于近壁区至主流区的

径向分布特征，对不同典型截面进行对比分析，以

评估各因素在实际运行工况下对流动换热过程的

影响。 

在进口段截面、拟临界段截面和出口段截面分

别建立 2 条沿径向的引导线，用于分析从近壁区到

流体中心的流动换热规律。由于肋顶与肋底处流动

换热特性存在差异，选取 2 条引导线可进行对比分

析。其中，一条是从向火侧区域的肋顶中点到流体

中心，简称 a 线；另一条是从向火侧区域的肋底中

点到流体中心，简称 b 线，具体如图 14 所示。 

 

图 13 最大外壁温度及传热系数随流体焓值变化 

Fig.13 Maximum outer wall temperature and heat transfer 

coefficient as a function of fluid enthalpy 

0°

90°

180°

-90°

a线
b线

O

向火侧

背火侧  

图 14 a 线和 b 线位置示意 

Fig.14 Schematic diagram of the positions of line a and line 

b 

3.3.1 湍流特性分析 

从向火侧近壁区至流体中心沿径向湍动能分

布示意如图 15 所示。由图 15 可知：出口段截面的

湍动能大于拟临界段截面，拟临界段截面大于进口

段截面；肋底处近壁区流体湍动能变化较小，并在

肋顶区域附近湍动能出现峰值；拟临界区位置的湍

动能并未显著提高。 

 
a) a 线 

   
b) b 线 

图 15 湍动能沿径向分布示意 

Fig.15 Schematic diagram of radial variation of turbulent 

kinetic energy 
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为更加深入地分析管内超临界水的湍流特性，

对进口段截面、拟临界段截面和出口段截面的湍流

粘度沿径向分布情况进行对比分析，从向火侧近壁

区至流体中心沿径向湍流粘度分布示意如图 16 所

示。由图 16 可知，近壁区湍流粘度整体处于相对

较低水平，进口段截面、拟临界段截面以及出口段

截面在近壁区的湍流粘度整体差异较小，这主要是

因为近壁区黏性作用占主导，湍流脉动作用受到抑

制。从近壁区逐渐向主流区域发展的过程中，流体

逐渐摆脱壁面黏性作用的影响，湍流发展更加充

分，湍流动量交换能力也随之增强，湍流粘度显著

增加。然而，在主流区域，拟临界段截面的湍流粘

度明显低于进口段截面和出口段截面。同时可以发

现，在肋顶区域，湍流粘度有小幅度突增。 

 
a) a 线 

 
b) b 线 

图 16 湍流粘度沿径向分布示意 

Fig.16 Schematic diagram of radial distribution of 

turbulent viscosity 

进一步分析壁面剪切应力沿周向的分布特征，

具体如图 17 所示。由图 17 结果可知，肋顶处的壁

面剪切应力明显大于肋底处。在肋底处，各典型截

面的壁面剪切应力整体表现为拟临界段截面略大

于进口段和出口段，但三者之间的差异并不显著。

相比之下，在肋顶区域，各典型截面之间的壁面剪

切应力差距较大，其变化规律表现为出口段大于进

口段，进口段大于拟临界段，其中出口段的壁面剪

切应力明显高于进口段。壁面剪切应力沿周向整体

呈现周期性分布规律。迎流侧区域的平均壁面剪切

应力大于背流侧区域，这是由于在螺旋内肋结构的

影响下，流体对迎流侧产生较强的冲击作用，从而

导致壁面剪切应力相对较高。壁面剪切应力在拟临

界区域并未出现显著增强。 

 

图 17 壁面剪切应力沿周向分布示意 

Fig.17 Schematic diagram of circumferential distribution of 

wall shear stress 

综合上述分析可知，在 BMCR 负荷实际运行工

况下，拟临界区域内流体湍动能及湍流粘度未出现

显著增强，壁面剪切应力也未明显提高，说明湍流

强度未出现明显增强。从工程角度来看，在高质量

流速条件下，管内流动已处于强湍流状态，湍流发

展较为充分，进一步湍流强化作用有限。因此，拟

临界区虽存在明显换热变化，但并非由湍流增强所

主导。 

3.3.2 比热容特性分析 

从向火侧近壁区至流体中心沿径向比热容分

布曲线如图 18 所示。由图 18 可知，拟临界段截面

的流体比热容在近壁区和主流区均出现明显增大

现象，这一变化为该区域换热能力的增强提供了有

利条件。综合热物性及湍流特性的分析结果可知，

在拟临界区域，湍动能、湍流粘度及壁面剪切应力

均未显著增强，但流体比热容在近壁区及主流区均

出现明显升高。由于壁面换热过程主要受近壁区流

体控制，比热容的显著增加提高了流体的吸热能

力，从而增强了单位温差下的传热能力。因此，在

实际运行工况下，拟临界区域出现强化换热现象主
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要是由近壁区流体比热容显著增强所主导，而非湍

流强化机制所致。 

 
  a) a 线 

 
b) b 线 

图 18 比热容沿径向分布示意 

Fig.18 Schematic diagram of radial distribution of specific 

heat capacity 

3.4 锅炉负荷变化对内螺纹管流动换热特性影响 

依据前文水动力计算结果，绘制了 BMCR 负荷

与 75%BMCR 负荷下所选取回路最大外壁温度及

传热系数随流体焓值对比，具体如图 19 所示。由

图 19 可以看出，相比于 BMCR 负荷，75%BMCR

负荷下拟临界区的传热系数有所提高，表明负荷降

低后该区域的强化换热程度有所上升，换热能力有

所增强。此外，通过数值模拟计算了 75%BMCR 负

荷下拟临界段截面的传热系数，其为 46.201 

kW/(m2·K)，大于 BMCR 负荷下拟临界段截面的传

热系数 39.31 kW/(m2·K)，进一步表明负荷降低后拟

临界区域的强化换热程度有所上升。 

75%BMCR 与 BMCR 负荷下拟临界段截面的

具体工况参数如表 7 所示。由表 7 可知，负荷降低

后，拟临界段截面对应的压力、质量流速、流体温

度及外壁热负荷均有所降低。通过对比 2 种负荷下

拟临界段截面的浮升力及热加速准则数、比热容、

湍动能、湍流粘度和壁面剪切应力等参数的变化，

分析锅炉负荷变化对内螺纹管内超临界水流动换

热特性的影响。 

在 75%BMCR负荷拟临界段截面设置 2条从向

火侧区域近壁区至流体中心的引导线，引导线位置

及名称与 BMCR 负荷保持一致（图 14）。 

 

图 19 最大外壁温度及传热系数随流体焓值变化对比  

Fig.19 Comparison chart of maximum outer wall 

temperature and heat transfer coefficient with fluid 

enthalpy variation 

表 7 不同负荷拟临界段截面参数对比 

Tab.7 Comparison of pseudo critical section parameters 

under different loads 

负荷 质量流速

/(kg·(m
2
·s)-1) 

压力

/MPa 

外壁热负

荷/(W·m-2) 

流体温

度/℃ 

100%BMCR 2 276.709 30.41 157 251.90 402.7 

75%BMCR 1 749.141 25.08 126 283.15 385.4 

表 8 为 BMCR 负荷与 75%BMCR 负荷拟临界

段截面处浮升力准则数及热加速准则数计算结果

对比。由表 8 可知，随着负荷由 BMCR 降低至

75%BMCR，拟临界段截面处浮升力准则数及热加

速准则数均有所增大。这主要是由于负荷降低导致

质量流速减小，使得流动惯性力减弱，而浮升力及

热加速效应相对于惯性力的作用增强，从而使对应

准则数升高。 

图 20—图 22 分别为 BMCR 负荷与 75%BMCR

负荷 2 种负荷下近壁区湍动能、湍流粘度和比热容

沿径向分布曲线，图 23 为壁面剪切应力沿周向分

布曲线。对比 BMCR 与 75%BMCR 负荷下拟临界

区域的流动换热特性可知，在负荷降低条件下，近

壁区湍动能、湍流粘度及壁面剪切应力均有所降

低。负荷降低后拟临界区域截面近壁区比热容显著

增强。浮升力及热加速效应准则数在低负荷下虽有

所增大，但其数量级仍然较小，对整体流动换热过

0.001 0.01 0.1 1 10

8000

12000

16000

20000

24000

28000

c
p
/(

J·
k
g

-1
·K

-1
)

y/mm

 tf=375.9 ℃  p=31.05 MPa

 tf=402.7 ℃  p=30.41 MPa

 tf=414.0 ℃  p=29.86 MPa

pin=31.68 MPa

G=2276.709 kg/(m2·s)

拟临界段

出口段

进口段

0.001 0.01 0.1 1 10

8000

12000

16000

20000

24000

28000

y/mm

c
p
/(

J·
k
g

-1
·K

-1
)

 tf=375.9 ℃  p=31.05 MPa

 tf=402.7 ℃  p=30.41 MPa

 tf=414.0 ℃  p=29.86 MPa

pin=31.68 MPa

G=2276.709 kg/(m2·s)

拟临界段

出口段

进口段

1800 2000 2200 2400
0

10

20

30

40

50

60

70

传
热

系
数

/
(k

W
·m

-2
·K

-1
)

流体焓值/(kJ·kg-1)

 75%BMCR负荷传热系数
 BMCR负荷传热系数

400

450

500

550

600

650

 75%BMCR负荷最大外壁温度
 BMCR负荷最大外壁温度

最
大

外
壁

温
度

/℃



12  选择年份 
 

http://rlfd.cbpt.cnki.net 

程的影响有限。由于壁面换热过程主要受近壁区流

体控制，因此可以认为，从 BMCR 负荷降到

75%BMCR 负荷强化换热程度有所提升的主要原因

是近壁区流体的比热容显著提高，而非湍流强化与

浮升力、热加速效应所致。 

表 8 不同负荷下浮升力及热加速准则数计算结果对比 

Tab.8 Comparison of calculation results of buoyancy and 

thermal acceleration criteria under different loads 

负荷 BoJ BoM AcJ AcE 

75%BMCR 
1.9×10-8 

 

1.48×10
-9 

 

2.06×10
-8 

 

6.70×10
-10 

 

BMCR 7.29×10
-9 

 

5.09×10
-10 

 

1.48×10
-8 

 

3.35×10
-10 

 

 

图 20 湍动能沿径向分布示意 

Fig.20 Schematic diagram of radial variation of turbulent 

kinetic energy 

 

图 21 湍流粘度沿径向分布示意 

Fig.21 Schematic diagram of radial distribution of 

turbulent viscosity 

 

 

图 22 比热容沿径向分布示意 

Fig.22 Schematic diagram of radial distribution of specific 

heat capacity 

 
 

图 23 壁面剪切应力沿周向分布示意 

Fig.23 Schematic diagram of circumferential distribution of 

wall shear stress 

4 结  论 

针对螺旋管圈超临界流体换热，建立了三维计

算流体力学模型。在半周加热条件下，本文对倾斜

内螺纹管内的超临界流体换热特性进行了研究分

析，得到如下结论。 

1）在 BMCR 负荷实际运行工况下，各典型截

面处浮升力准则数与热加速准则数均处于较低数

量级，表明在高质量流速条件下，流动惯性占主导

地位，浮升力与热加速效应对管内流动换热过程影

响有限。 

2）内螺纹管内壁温度沿周向呈现明显非均匀

分布特征，表现为肋底温度高于肋顶、背流侧温度

高于迎流侧。该分布规律受到螺旋内肋诱导的二次

流及近壁湍流分布差异影响，表明结构因素对局部

换热具有显著调制作用。 

3）拟临界区域内虽出现明显强化换热现象，

但近壁区湍动能、湍流粘度及壁面剪切应力均未显

著增强，表明在实际高质量流速运行条件下，湍流
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强化作用有限，强化换热主要来源于近壁区流体比

热容的显著提高，体现出典型的热物性主导特征。 

4）负荷由 BMCR 降低至 75%BMCR，拟临界

区域强化换热程度进一步增强。尽管浮升力与热加

速效应有所增强，但其作用仍然有限；同时湍流强

度整体减弱。因此，强化换热程度提升的根本原因

仍为近壁区比热容的进一步增加，而非湍流强化及

浮升力、热加速效应所致。 

5）研究结果表明，在实际运行工况条件下，

内螺纹管内超临界水的流动换热特性主要受近壁

区热物性影响，而非湍流强化或浮升力、热加速效

应所致。该认识有助于深化对实际运行工况下超临

界水流动换热机理的理解，可为超超临界锅炉水冷

壁流动换热特性分析及安全运行评估提供理论参

考。 
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