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氧枪布置方式对底吹熔池熔炼过程的影响 
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摘 要：采用 FLUENT软件，分别选择 k−ε系列湍流模型和雷诺应力模型(RSM)对底吹熔池熔炼炉内的高温熔体 

气液两相流进行数值模拟，并且依据相似原理，通过水模型实验对数值模拟结果进行验证，综合评价发现 
Realizable  k−ε模型的计算精度最高。选用 Realizable  k−ε模型，对氧枪布置方式及直径对底吹熔池熔炼过程的影 

响进行数值模拟研究，结果表明：在一定范围内，适当增大氧枪倾角有利于底吹熔池熔炼过程的进行，当单排氧 

枪倾角在 17°~22°之间时，熔池各指标均处于较好的水平；相对于现场工况，双排氧枪倾角分别为 12°和 22°时， 

熔池的搅拌效果显著增强；当氧枪倾角为 20°时，其有效搅拌区直径为 1.475 m，对应的合理氧枪间距为 0.98~1.23 
m；适当减小氧枪直径可以有效提高熔池气含率。 
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Abstract: FLUENT was used to simulate the high temperature melt multiphase flow in oxygen­enriched bottom­blowing 
bath smelting furnace with a series of k−ε models and Reynolds stress model. Based on similar principles to verify and 
compare the numerical simulation results with water model experiment. It is indicated that the realizable k−ε model has 
the  best  result.  Realizable  k−ε  model  is  chosen  to  simulate  the  influence  of  lance  arrangement  and  diameter  on  the 
oxygen­enriched bottom­blowing bath smelting process. Based on the result, appropriate increase of the lance inclination 
is helpful for oxygen­enriched bottom­blowing bath smelting process, and when a single row of lance inclination between 
is 17°−22°, the bath indicators are all in a good level. Relative to site conditions, when the double lance inclinations are 
12° and 22°,  the bath mixing effects are significantly enhanced. When the lance inclination is 20°, the effective mixing 
zone diameter is 1.475 m, corresponding to the best lance spacing of 0.98−1.23 m. Appropriately reducing lance diameter 
can effectively increase the bath gas rate. 
Key words: oxygen­enriched bottom­blowing bath smelting; turbulence model; lance; numerical simulation 

在冶金工业中， 冶金炉窑中的高温流体(如金属熔 

体、 高温烟气等)多相流动参数是影响冶金工艺的一个 

重要因素，它不仅关系到冶金反应的效率，还决定着 

冶金炉窑的安全使用寿命。相比于传统研究方法，由 

于数值模拟方法具有计算结果信息全、周期短、费用 

低、安全可靠等优点，已经成为研究高温流体多相流 
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动的重要方法。目前，对于高温流体多相流动的数值 

模拟，通常使用基于涡粘性假设下的湍流模型，如混 

合长度模型 [1] 、标准  k−ε 模型 [2] 及其相关改进模型和 

雷诺应力模型 [3] 等。因此研究各湍流模型对高温流体 

多相流动的模拟能力很有必要。 
LI等 [4−5] 利用 VOF多相流模型和标准 k−ε湍流模 

型模拟了底吹钢包内气/钢液/渣的三相流动，模拟结 

果再现了底吹钢包内气/钢液/渣三相流动现象，分析 

了  Ar 喷吹流量变化对渣眼无量纲面积和渣眼周围的 

钢液向下流动速度的影响。 SHAMSI  等 [6] 使用 
Realizable k−ε湍流模型模拟了连铸板坯连铸机铸坯的 

流体流动、传热和凝固过程，预测分析了铸坯中流体 

的速度和温度分布及模具的换热系数。雷鸣等 [7] 选用 

标准  k−ε 湍流模型对还原熔融炉进行了顶侧复吹计 

算，研究了顶枪枪位和气体流速对铁浴的搅拌影响。 
ZHOU 等 [8] 模拟了回转窑废铝熔化过程，预报了炉子 

上部烟气湍流燃烧状况和废铝熔化所需时间及天然气 

消耗量。 很多学者在这方面做了大量的研究工作， 但是 

都没有系统地对各湍流模型的模拟能力进行比较，并 

且基于 RNG k−ε模型和雷诺应力模型(RSM)方法的数 

值模拟研究较少。本文作者首先以底吹熔池熔炼炼铜 

炉为研究对象，结合水模型实验验证，对标准 k−ε 模 

型(ske)、Realizable k−ε模型(rke)、RNG k−ε模型和雷 

诺应力模型(RSM)就高温流体多相流动的模拟能力进 

行了比较分析， 通过比较分析选择了合适的湍流模型。 

氧枪是底吹熔池熔炼工艺的核心技术 [9] ，因此研 

究底吹熔池熔炼炉的氧枪布置方式及直径对其熔炼过 

程的影响，对优化底吹熔池熔炼工艺具有重要意义。 
DAVIS 等 [10−11] 对 HIsmelt 工艺中的熔融还原炉进行了 

数值模拟，研究了顶吹氧枪和侧吹氧煤喷枪作用下流 

动和传热的影响。詹树华等 [12] 对深浸入式侧吹方式下 

试验炉内熔池拌现象进行了研究，采用气液两相多流 

体模型描述了侧吹熔池内两相流运动和熔池搅动的基 

本特征。本文作者通过对各湍流模型的比较研究，选 

择了可靠的数学模型，并且使用选择的数学模型，以 

熔池气含率、熔池流体平均运动速度及湍动能等参数 

为指标对底吹熔池熔炼炉的氧枪的单、双排倾角、间 

距和直径对熔池熔炼过程的影响进行了数值模拟研 

究，得到了其影响规律。 

1  模型建立 

1.1  物理建模 

以山东某公司的自主知识产权底吹熔池熔炼炉 [13] 

为研究对象，其结构示意图如图 1所示。 

图 1  底吹熔池熔炼炉示意图 

Fig. 1  Sketch map of bottom­blowing bath smelting furnace: 

1—Gas  vent;  2—Temperature  measuring  hole;  3—Feed 

opening;  4—Probe  hole; 5—Main  burner;  6—Copper  export; 

7—Aided burner; 8—Slap tap; 9—Lance; 10—Transmission 

底吹熔池熔炼炉内形成一定高度的熔池，精矿由 

加料口加入到底吹熔池熔炼炉中，富氧空气由底部的 

双排氧枪喷吹进入熔池熔炼炉，精矿被高温熔体卷吸 

到熔池中与氧气发生剧烈的熔炼与造渣反应，最后铜 

锍和渣分别由铜锍放出口和放渣口放出，完成底吹熔 

池熔炼过程。 

本文作者主要研究底吹熔池熔炼炉内熔池中高温 

熔体的气液两相流动， 假设初始状态时熔池为静止的， 

暂时不考虑其中的化学反应， 也不考虑加料和放铜锍、 

渣对熔池的扰动，不考虑壁面的散热。如图 1所示， 

熔池熔炼炉长度为 14.8 m；氧枪直径为 0.06 m，一共 
9 支，分两排交叉布置，分别与竖直方向夹角为 7°和 
22°，其中夹角为 7°的有 5 支，22°的有 4 支，单排氧 

枪间距为 1.3 m；熔池熔炼炉内径为 3.5 m；熔池高度 

为 1.35 m。 

1.2  数学建模 
1.2.1  基本控制方程 

采用  VOF  两相流模型模拟熔池熔炼炉内的气 

液两相流动，采用几何重构方案描述气液自由表面。 
VOF  两相流控制方程和自由表面几何重构方案详见 

文献[14]。对于气液两相流，计算中定义体积函数 
α  (单元中流体所占体积与单元体积之比)，通过建立 

和求解α 的输运方程来确定自由表面的位置。当体积 

函数α  =1，则单元体积内充满液体；α  =0，则单元体 

积内无液体；α  =0~1之间，则单元体积内既充有液体 

又充有气体，此单元为自由表面单元。 
1.2.2  湍流模型 

1) k−ε系列湍流模型 
k−ε 系列湍流模型 [15−17] 具有相同形式的 k 和 ε 输
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运方程，只是其各自对其模型常数的计算方法不同。 

通用的 k和 ε的输运方程可分别表示为 
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模型常数。 
k−ε系列湍流模型的模型常数如表 1所列。 

表 1  k−ε系列湍流模型常数 

Table 1  Model constants of k−ε models 

Model  cμ  cε1  cε2  σk  σε 

ske  0.09  1.44  1.92  1.0  1.3 

rke  1.44  1.90  1.0  1.2 

RNG  0.084 5  1.42  1.68  0.718  0.718 

其中在 Realizable k−ε模型(rke)中，cμ 不再是一个 

常数，而与应变率联系起来，是一个变量。 
2) 雷诺应力模型(RSM) 
雷诺应力模型(RSM) [18] 通过求解雷诺应力输运方 

程来封闭基本方程组，雷诺应力输运方程可表示为 
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其中：cij 为对流项；DT,ij 为湍流扩散项；DL,ij 为分子扩 

散项；Pij 为应力产生项；Gij 为浮力产生项；  ij φ 为压 

力应变项；  ij ε 为耗散项；Fij 为系统旋转产生项。 
RSM模型的 k和 ε的输运方程可分别为 
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对于不可压缩流体，Gij 浮力产生项为 0，其他模 

型常数分别如下：c1=1.44，c2=1.72，σk=0.82，σε=1.0， 
u c  / tanh 3 ν = 。 

2  边界条件及求解策略 

2.1  边界条件及物性参数 
2.1.1  入口条件 

氧枪入口为质量入口边界条件，入口工质为可压 

缩富氧空气，入口质量流量为 0.48 kg/s，入口温度为 
300 K，湍流强度和湍动能耗散率均为 5%，水力学直 

径为 0.06 m。 
2.1.2  出口条件 

烟气出口设置为压力出口边界条件，出口压力设 

置为−10Pa。 
2.1.3  壁面边界条件 

不考虑壁面的散热，作绝热壁面处理；认为在壁 

面处的流体速度为  0，采用无滑移壁面边界条件；近 

壁区域采用标准壁面函数处理。 
2.1.4  物性参数 

不考虑化学反应，底吹熔池熔炼炉内包含铜锍熔 

体和富氧空气(烟气)两种流体，由于气体入口马赫数 

大于 0.3， 故富氧空气作理想可压缩气体处理， 具体物 

性参数如表 2所列。 

2.2  求解策略 

通过网格独立性检查， 在 GAMBIT中进行网格画 

分。对模型进行定时间步长的非稳态计算，时间步长 

为 0.001  s，多相流模型选用 VOF 模型，压力速度耦 

合选择 PISO 算法，压力的离散化用 PRESTO 格式， 

为了提高计算精度， 方程的离散化采用二阶迎风格式。
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表 2  底吹熔池熔炼炉内流体的物性参数 

Table 2  Property parameters of fluids in bottom­blowing bath smelting furnace 

Fluid 
Density/ 
(kg∙m −3 ) 

Temperature/ 
K 

Viscosity/ 
(kg∙m −1 ∙s −1 ) 

Specific heat capacity/ 
(J∙kg −1 ∙K −1 ) 

Thermal conductivity/ 
(W∙m −1 ∙K −1 ) 

Copper  4 600  1 500  4.0×10 −3  628  3 

Gas  300  1.9×10 −5  952.44  0.024 5 

3  模型验证 

实验验证依据相似原理，在实验室搭建与熔池熔 

炼炉原始尺寸 10:1 比例的有机玻璃实验平台，如图 2 
所示。实验材料使用压缩氮气和水，实验平台的数据 

提取主要借助于高速摄影仪。为了减少计算量，实验 

验证选择二维底吹熔池熔炼炉纵截面进行。依据实验 

平台与数值模拟模型的修正弗拉德数相等对各湍流模 

型的数值模拟结果进行实验验证，从而得到对于高温 

熔体多相流计算精度最高的湍流模型。 

图 2  水模型实验平台 
Fig. 2  Water model experiment platform 

3.1  氧枪根部气泡形态 

富氧空气由氧枪进入熔池形成气泡是一个非常复 

杂的过程， 铜锍熔液和气体的各项参数(如压力、 速度、 

温度等)都发生有明显的变化；此外，氧枪根部的气泡 

形成于近壁区域，近壁区域属于湍流模型计算的薄弱 

环节，因此，氧枪根部气泡形态是衡量各湍流模型模 

拟能力一个重要参数。各湍流模型计算的氧枪根部气 

泡形态如图 3所示。 

图 3  氧枪根部气泡形态比较 
Fig. 3  Comparison of bubbles form at bottom of lance 

由图 3 氧枪根部气泡形态的比较可以很直观地发 

现， rke模型和 ske模型模拟的气泡形态与实测气泡形 

态很接近，富氧空气由氧枪进入熔池后会在氧枪根部 

处形成一定尺寸的椭球形气泡。 RNG k−ε模型和 RSM 
模拟的氧枪根部气泡存在明显的变形， 与实际不符合， 

模拟效果差。 

3.2  氧枪根部气泡尺寸 

各湍流模型计算的气泡尺寸与氧枪直径之比如表 
3所列。 

表 3  气泡尺寸与氧枪直径之比 

Table 3  Ratio of size of bubble and lance diameter 

Turbulence 
model 

ske  rke  RNG  RSM 
Measured 
value 

Ratio  4.0  3.8  4.2  4.0  3.7 

由表 3 可知，各湍流模型计算的氧枪根部气泡尺 

寸均比实际值偏大，其中  rke 模型的模拟效果最好， 

相对误差仅为 2.7%；ske 模型和 RSM 的模拟效果相 

当，误差为 8.1%；RNG k−ε模型的模拟效果最差。氧 

枪出口区域属于近壁区域，在固体壁面附近由于分子 

粘性的作用，湍流的脉动受到阻尼，Re数会很小，k−ε 
系列模型和  RSM 模型都属于高  Re 数的湍流计算模 

型，因此，在近壁区域直接使用就不合适了，本文作 

者采用标准壁面函数对近壁区域进行处理，由计算结 

果可知，rke 模型和标准壁面函数的联合处理效果最 

优；此外，RSM模型为五方程模型，计算速度也相对 

慢很多。 

3.3  气泡平均上浮速度 

气泡平均上浮速度定义为气泡产生到完全达到液 

面这段行程的平均速度。气泡从产生到脱离，再通过 

上浮运动到液面是一个极为复杂的湍流流动过程，因 

此气泡平均上浮速度计算的准确性也是衡量湍流模型 

模拟能力的重要依据。表 4 所列数值模拟数据和实测 

数据来自于氧枪产生的第一个气泡的平均上浮速度。 

由表 4可知， ske模型和 rke模型的计算结果很接 

近实测数据，而 RNG  k−ε模型和 RSM的计算结果均
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表 4  气泡平均上浮速度 

Table 4  Average speed of floating bubbles 

Turbulence 
model 

ske  rke  RNG  RSM 
Measured 
value 

Velocity/(m∙s −1 )  1.03  1.04  1.08  1.07  1.04 

偏大。气泡在上浮过程中主要受到重力、浮力、表面 

张力以及粘性切应力的影响。相对于 ske模型，rke模 

型的 cμ 不再是一个常数，专门考虑了旋转对湍流的影 

响，对于相间作用力的处理能力更强，相对误差远小 

于 5%。 

因此， 由以上对各湍流模型的实验验证结果可知： 

各湍流模型对于高温熔体气液两相流流场均有一定的 

模拟能力，均能在一定程度上反映相应的速度场、压 

力场、浓度场和温度场等信息，但是各湍流模型针对 

高温熔体多相流的模拟能力差异很大，综合比较发现 
Realizable  k−ε 模型的效果最佳，误差在 5%以内，模 

拟结果可靠。 

4  氧枪布置方式及直径对底吹熔池 

熔炼过程的影响 

由实验验证可知，Realizable k−ε模型对于高温熔 

体多相流的模拟效果最佳，因此选择  Realizable  k−ε 
模型对底吹熔池熔炼炉的核心部件氧枪的布置方式及 

直径对其熔炼过程的影响进行了数值模拟研究。 

4.1  氧枪倾角影响 
4.1.1  单排氧枪倾角 

单排氧枪倾角研究在控制氧枪入口流量不变的前 

提下进行，建立二维底吹熔池熔炼炉纵截面的不同角 

度的氧枪喷吹模型， 对每个模型进行计算并提取数据， 

可以得到熔池稳定后相应氧枪角度条件下的熔池气含 

率、流体平均速度及湍动能与氧枪倾角的关系。 

实验对设计的 7组氧枪角度进行分析， 分别为 0°、 
7°、12°、17°、22°、27°和 32°，每组模型计算时间为 
10 s。 

熔池稳定后不同角度氧枪条件下的熔池气含率、 

湍动能及流体平均速度分布分别如图 4~6所示。 

综合分析图 4、5和 6可知：熔池稳定后，在氧枪 

倾角为 0°~22°之间时，熔池气含率随着氧枪倾角的增 

大而不断增加，在  17°~22°之间达到最大值；随后随 

着氧枪倾角的增大，熔池气含率不断降低，当氧枪倾 

角大于  27°时，熔池气含率又随着氧枪倾角的增大而 

图 4  熔池气含率与氧枪倾角的关系 

Fig.  4  Relationship  between  bath  gas  rate  and  lance 

inclination 

图 5  湍动能与氧枪倾角的关系 

Fig.  5  Relationship  between  turbulent  kinetic  energy  and 

lance inclination 

图 6  熔体平均速度与氧枪倾角的关系 

Fig. 6  Relationship between melt average velocity  and lance 

inclination
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增加；流体平均速度随氧枪倾角的增大呈现“M”型 

曲线分布，两个峰值分别出现在 7°和 17°处，氧枪倾 

角大于  22°时，流体平均速度很小；流体平均湍动能 

随着氧枪倾角的增大呈现抛物线状的分布，在氧枪倾 

角为  17°时到达最大值。对这  3 个参数综合评价分析 

可得：当氧枪倾角为  17°~22°之间时，熔池各项指标 

均处于较高的水平。 
4.1.2  双排氧枪倾角 

通过单排氧枪倾角的研究得到的氧枪倾角为 
17°~22°之间时，熔池各项指标均处于较好的水平。由 

于底吹熔池熔炼炉本身为双排氧枪布置，分别是 5 支 
7°氧枪和  4 支  22°氧枪，因此，在进行双排氧枪倾角 

研究时，建立熔炼炉的三维模型。为了简化计算、节 

约计算资源，将底吹炉考虑成仅有两支氧枪的双排 

结构，即将 7°氧枪优化为 12°，22°氧枪倾角不变，底 

吹炉轴向长度为 2.6 m，氧枪间距为 1.3 m，仿真结果 

如表 5所示。 

表 5  双排氧枪仿真结果 

Table 5  Results of double lance simulation 

Lance 
inclination 

Bath gas 
rate/% 

Average 
velocity/(m∙s −1 ) 

Turbulent kinetic 
energy/(m 2 ∙s −2 ) 

7°/22°  7.66  0.92  0.004 

12°/22°  8.47  0.93  0.011 

由上表的数据分析可知，无论从哪个参数进行对 

比分析，12°/22°工况相对于  7°/22°工况均有不同程度 

的优化。熔池气含率增大明显，平均速度略有优化， 

湍动能提高了一个数量级，因此，12°/22°工况明显优 

于 7°/22°工况， 熔池气含率水平和搅拌能力显著增强， 

有利于熔池熔炼过程的进行。 

4.2  氧枪间距影响 

在进行氧枪间距的研究时，先研究氧枪在最佳倾 

角下的有效搅拌区直径。假设有效搅拌区直径为  S， 

氧枪间距为 W，已有研究表明，当 S/W=1.2~1.5 之间 

时，氧枪间距最佳，既能保证氧气的高效吸收利用， 

又能防止搅拌死区的出现。 

在氧枪倾角为  20°时，建立熔池熔炼炉的三维数 

学模型，得到熔池稳定后的有效搅拌区直径分布如图 
7所示。 

分析图 7 可知，熔池达到稳定后，有效搅拌区直 

径随时间的变化不大，基本趋于稳定。提取数据可得， 

图 7  有效搅拌区直径与时间分的关系 

Fig.  7  Relationship  between  effective mixing  zone  diameter 

and time 

此种工况下有效搅拌区直径的平均值为 1.475 m， 又由 

当 S/W=1.2~1.5时氧枪间距W为最佳可得，氧枪间距 
W=0.98~1.23 m， 此时熔池熔炼炉的氧气利用和搅拌效 

果均处于较高的水平。 

4.3  氧枪直径影响 

为了保证富氧空气有氧枪喷出进入熔池后流态不 

变，采取氧枪出口速度不变的策略进行氧枪直径的影 

响研究。建立二维底吹熔池熔炼炉纵截面数学模型， 

分别对氧枪直径由 10 mm，每次增加 10 mm，逐渐增 

大到 60 mm的 6组工况进行仿真研究， 得到熔池稳定 

后的相关参数水平。由于氧枪出口速度不变，所以随 

着氧枪直径的增加，气体流量也不断增加。在氧枪流 

量不同时单纯考虑熔池气含率、流体湍动能和平均速 

度的水平作为评价指标就不合理了，因此在进行数据 

处理时，采用相关参数的相对变化值作为评价标准。 

以氧枪直径为 10 mm时的数据为基准， 比较其相关参 

数变化与直径变化之比，即  10 ( ) /( 10) D θ θ θ ′ = − −  (其 

中θ 、  10 θ 、θ ′分别是对应的参数值，直径为  10  mm 

时的参数值和参数的相对变化值，D 是对应的氧枪直 

径，单位为 mm)，得到相关参数的相对变化值随氧枪 

直径的关系分别如图 8~10所示。 

综上分析可知：熔池气含率随氧枪倾角的增大而 

不断减小， 说明减小氧枪直径有利于提高熔池气含率； 

平均湍动能和平均速度随氧枪直径的增大分别呈现正 

弦和余弦态曲线分布，其峰值均出现在氧枪直径为 30 
mm 附近；当氧枪直径为 40~50  mm 之间时，熔池中 

各参数水平均较差。综合评价分析可得：当氧枪直径 

为 30 mm时，熔池中各指标均处于较高的水平。
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图 8  熔池气含率相对变化值与氧枪直径的关系 

Fig. 8  Relationship between relative bath gas rate and oxygen 

lance diameter 

图 9  湍动能相对变化值与氧枪直径的关系 

Fig. 9  Relationship between relative  turbulent kinetic energy 

and oxygen lance diameter 

图 10  熔体平均速度相对变化值与氧枪直径的关系 

Fig.  10  Relationship  between  relative  melt  average  velocity 

and oxygen lance diameter 

5  结论 

1)  建立了底吹熔池熔炼炉内高温熔体气液两相 

流的数学模型，并且依据修正的弗拉德数相等，对各 

湍流模型对于高温熔体气液两相流动的模拟能力进行 

了水模型实验验证，结果发现，Realizable k−ε模型对 

于高温熔体多相流的模拟效果最佳。 
2) 在一定范围内， 适当增大氧枪倾角有利于底吹 

熔池熔炼过程的进行，当单排氧枪倾角在  17°~22°之 

间时，熔池各项指标均处于较高的水平；相对于现场 

工况，双排氧枪倾角分别为 12°和 22°时，熔池的搅拌 

效果显著增强。 
3)  当氧枪倾角为  20°时，其有效搅拌区直径为 

1.475 m，对应的合理氧枪间距为 0.98~1.23 m。 
4) 适当减小氧枪直径可以有效提高熔池气含率， 

当氧枪直径为 30 mm时， 熔池中各指标均处于较高的 

水平。 
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