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柔性立管是海洋油气开发系统的关键设备。在实际海洋环境中，

立管要承受风、浪、流等复杂的海洋环境载荷，在波浪和洋流的持续

作用下，立管两侧会产生交替发放的漩涡，容易诱发立管的涡激振动，

这是引起结构疲劳损坏的主要因素。海洋立管内部通常被用来输运石

油、天然气等高温高压流体，管内流体会对立管涡激振动动力特性产

生不可忽视的影响，然而目前对于立管涡激振动的研究大多集中于不

考虑内流的立管，而缺乏对管内流体的研究，因此探究内外流共同作

用下的海洋立管涡激振动具有重要的理论和工程实际价值。 

本文基于课题组自主开发的海洋柔性立管涡激振动求解器

viv-FOAM-SJTU 对求解器功能进行扩充，加入内流计算模块，将内流

对立管的影响体现在结构的振动平衡方程中，实现了对内外流共同作

用下海洋柔性立管涡激振动的数值模拟。基于修改后的求解器，本文

选取标准模型试验进行试验验证。结果显示数值计算结果与试验结果

吻合良好，验证了求解器的准确性。 

本文首先对考虑不同内流流速的顶张力立管进行数值模拟，从立

管振动位移、振动频率以及振动模态特性等方面分析了内流流动对立

管涡激振动的影响。计算结果表明，内流对立管的动力响应特性产生

较大影响。相比于无内流立管，施加静止内流后立管振动幅值发生不

同程度的增大，立管振动模态基本保持不变，振动频率略微增大。当

立管内流流速较低时，由于立管各阶固有频率降低幅度较小，内流的

作用主要体现为立管幅值的变化，立管主振频率未发生明显变化，尤

其当光滑立管固有频率高于结构振动频率时，内流的存在使更多的立

管单元趋近锁振区域，立管振动更加剧烈，振幅显著增大。当内流流
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速较高时，立管固有频率降幅较大，从而引起结构振动频率的变化，

此时立管可能会发生模态的跃迁，即以相邻更高阶模态发生振动。另

外，立管可能会发生多模态共振现象并且随着时间的推移会发生模态

的转换，因此管内流体的流动尤其是内流流速较高时对立管动力响应

的影响需要引起格外重视。 

本文进一步探究了顶张力和内流这两个参数共同作用下立管的涡

激振动响应规律。计算结果发现，当立管内存在内流时，顶张力对立

管动力响应的作用表现得更加明显，具体表现为立管振动模态的降低

与同一模态下立管振幅的减小，顶张力的增加在一定程度上可以抵消

内流的作用。 

 

ῗ Е涡激振动，顶张力立管，内流流速，顶张力，viv-FOAM-SJTU

求解器
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NUMERICA L STUDY OF VORTEX -INDUCED 

VIBRATION  OF TOP-TENSIONED RISER WITH  

INTERNAL  FLOW  

ABSTRACT 
 

Flexible riser is the key equipment in the offshore oil and gas 

development system. In practical engineering, the marine riser is subjected 

to complex marine environmental loads such as wind, wave and flow. 

Under the continuous action of ocean waves and currents, alternating 

vortex is released on both sides of the riser. It is easy to induce 

vortex-induced vibration of the riser, which is the main factor causing 

structural fatigue damage. The riser is usually used to transport high- 

temperature and high-pressure fluids such as oil and natural gas and the 

internal flow has a significant influence on the dynamic characteristics of 

VIV of the marine riser. However, at present the research on VIV of the 

riser mainly focused on no account of internal flow, and internal flow of 

the riser is lack of research now. Thus, to explore VIV of the riser under 

the action of both external and internal flow is of important theoretical and 

practical engineering value. 

Based on the solver viv-FOAM-SJTU, this paper firstly expands the 

existing solver and introduces the calculation module of internal flow. The 

influence of the internal flow is reflected in the vibration equation of the 

structure, thus the numerical simulation of VIV of flexible riser under the 

combined effect of both external and internal flow is realized. Based on the 

modified solver, the standard model test is selected in this paper for 

experimental verification. The numerical results are in good agreement 

with the experimental results, and the accuracy of the solver is verified. 

In this paper, numerical simulations of the riser with different internal 

flow velocities are carried out, and the influence of the existing internal 
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flow on VIV is analyzed from the aspects of vibration displacement, 

vibration frequency and vibration modal characteristics. The results show 

that internal flow has a great effect on the dynamic response characteristics 

of the riser. Compared with the riser without internal flow, the vibration 

amplitude of the riser increases to some degree with the static internal flow, 

the vibration mode of the riser mainly remains, and the vibration frequency 

increases slightly. When internal flow velocity is relatively low, due to the 

slightly reduction of natural frequency of the riser, the effect of internal 

flow mainly embodied in the change of the amplitude, vibration frequency 

of the riser did not change obviously. Especially when natural frequency of 

the riser is higher than its vibration frequency, the presence of internal flow 

makes more riser units approach the in-lock region, and the vibration 

amplitude increases significantly. When the internal flow velocity is 

relatively high, the natural frequency of the riser decreases greatly, which 

causes the change of vibration frequency of the riser. At this point, modal 

transition may occur in the riser, that is, vibration in adjacent higher modes. 

In addition, multi-modal resonance and modal transformation may occur in 

the riser over time. Therefore, the existence of internal flow has a great 

influence on the dynamic response of the riser which should be paid more 

attention to, especially when the internal flow velocity in the riser is high. 

In this paper, regularities of VIV response of the riser affected both by 

top tension and internal flow are further investigated. The results show that 

when there exists internal flow in the riser, the effect of top tension on the 

dynamic response of the riser is more obvious, which is manifested as the 

decrease of the vibration mode of the riser and the decrease of the 

amplitude of the riser under the same mode. The increase of top tension 

can offset the effect of the internal flow to some extent. 

 

KEY WORDS: Vortex-induced vibration, top tensioned flexible riser, 

internal flow velocity, top tension, viv-FOAM-SJTU 

solver 
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҅   

1.1 ӎ 

石油是一种不可再生资源，在各个国家的经济、政治、军事等领域一直占据

着重要的战略地位，而大量的油气资源蕴藏于海洋中，海洋中蕴藏的石油资源量

约为全球石油总量的 34%[1]，因此海洋油气资源的开发越来越受到各国的重视。

随着我国经济和社会生活的高速发展，对石油的需求量急剧上升，陆地与浅海石

油开采量已逐渐不能满足对石油的消费需求，未来油气资源的源勘探开发渠道已

向深海进军，然而深海领域复杂恶劣的海洋环境对石油勘探开发设备和技术提出

了更高的要求。深海油气开发主要依托大型海面平台进行，海洋立管则是连接海

底生产系统与海面作业平台的关键设备，其主要作用有油气运输、钻探以及注水

等等，是十分重要的海洋石油钻探系统结构物之一。按照立管的几何构型可以将

立管分为：顶张力立管、刚悬链线立管、陡峭型波浪立管、惰性波浪立管等。其

中顶张力立管是各种类型的海洋立管中应用较为广泛的一种，其顶端受控于浮式

平台为其提供的张紧力，底端直接与海底井口铰接，工作水深已由过去的几十米

发展到现在的数千米，顶张力立管既可用于输运或循环流体又可以用于钻井修井

等生产工作，目前广泛应用于各种半潜式平台、Spar 平台和张力腿平台等浮式生

产系统中。按照立管材料属性则可将立管分为刚性立管和柔性立管，不同形式的

立管适应于不同的平台结构和作业环境，浅水作业通常使用刚性立管和固定式平

台，而深水作业则需使用柔性立管配合浮式平台，这样的柔性系统更能适用深水

环境的变化。 

在实际海洋环境中，深水顶张力立管处于非常复杂恶劣的工作环境中，海洋

立管除要承受自重和顶张力外，外部要承受风、浪、流、冰等海洋环境载荷，内

部还要承受输运流体的流动作用，立管内部和外部的流体都将使立管产生剧烈的

振动。其中波浪和洋流是立管受到的最重要的海洋环境载荷，在它的持续作用下，

在立管两侧会不断产生周期性的漩涡脱落，诱发柱体在来流方向以及来流垂直方

向产生周期性变化的流体力，漩涡的交替脱落通常会导致立管的振动，这种流体

与结构相互耦合作用的现象就是“涡激振动”（Vortex induced vibration, VIV）。涡激

振动发生时，当脱涡频率趋近于立管的固有频率时，会发生“锁定”现象。“锁定”

现象发生时立管振动将会更加剧烈，加剧立管的疲劳损坏和结构破坏，甚至造成
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重大安全事故。且随着海洋油气资源的勘探开采转向深海，海洋立管的长细比不

断增大，甚至达到 1000 以上，细长柔性立管更易激发高阶模态的涡激振动，这使

得立管出现疲劳损伤的风险增大，缩短了立管使用寿命。这些因素使细长柔性立

管的涡激振动问题更加严峻复杂，相关研究工作亟需引起重视。 

由于立管涡激振动问题日益复杂，因此对海洋立管的涡激振动响应进行深入

研究具有非常重要的理论和实际意义。已有大量专家学者对海洋立管涡激振动问

题开展了系统全面的研究。研究方法包括模型试验、经验模型和计算流体动力学

（Computational fluid dynamics, CFD）模拟。模型试验一直以来是研究细长柔性立

管涡激振动响应的一个重要手段，具有较高的可信度。但受到试验场地和设备技

术等条件的限制，开展长细比较大的柔性立管模型试验的难度较大，尤其是在较

高雷诺数条件下，需要投入大量人力、物力及财力，且流向数据测量较为困难；

经验模型是通过对试验数据进行归纳和统计分析得到大量流体力系数，基于这些

数据获得流体力数据库，经验和半经验方法在工业界应用较为普遍，可对立管的

涡激振动响应进行简单快速的预报。但这种方法不考虑涡激振动的物理机制，预

报结果的准确性及模型的通用性存在诸多问题；CFD 研究方法有很多种，它是通

过对流体运动的微分方程进行求解，从而实现对实际流场的近似模拟。该方法的

物理机制较强，能够给出立管涡激振动的时域响应，并反映出立管振动的多模态

特性，且随着计算机技术的飞速发展，模拟精度和适用范围在不断提升。 

在工程实际中，大多数深水顶张力立管用来输送石油天然气等高温高压流体，

一旦立管发生疲劳损坏，这些易燃易爆物品将会引发海洋环境的严重污染，造成

巨大的经济损失甚至引发重大安全事故。然而，目前关于海洋立管 VIV 的研究大

都不考虑内流流动的作用。有大量研究表明，立管内部流体会改变立管结构动力

特性，并引起立管更为复杂的运动，在理论研究与实际工程设计中应考虑内流的

作用，因此对于考虑内流流动的柔性海洋立管 VIV 动力响应的研究是非常重要的。 

在以上背景下，有必要对内外流共同作用下的深海顶张力立管涡激振动机理

及规律开展深入研究，对考虑内流的海洋立管涡激振动响应做出准确预报。内流

作用下的柔性立管涡激振动是一个强非线性问题，物理模型和数值模拟都存在一

定的难度。本课题将从内流流动分析出发，研究管内流体流动对于海洋立管结构

动力特性的影响，为工程实际提供参考。 
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1.2 ꜠  

1.2.1 ꜠  

在涡激振动问题的研究中，需要对很多物理量进行无量纲化以更好的对研究

参数进行对比分析，因此首先给出描述涡激振动规律的重要参数。 

(1) 雷诺数 Re 

雷诺数定义为流体中惯性力与粘性力的比值： 

 UD
Re

n
=  （1-1） 

式中，U 代表来流速度，D 代表立管外径，n代表运动粘性系数。Blevins[2]通过

试验结果总结了随雷诺数的变化流体通过圆柱时漩涡泻放的形态和变化过程。 

(2) 漩涡脱落频率 sf  

漩涡脱落频率定义为单位时间内漩涡泻放的数量： 

 t

s

S U
f

D
=  （1-2） 

式中， tS 为一无量纲量斯特劳哈尔(Strouhal)数，是 Re和结构界面粗糙度等参数的

函数，图 1-1 给出了 tS 与 Re的关系曲线。已有研究表明，St在亚临界区近似为常

数，稳定在 0.2 附近。 

 

ᶃ 1-1 
tSљ Re￼ԋ Ύ [3] 

Fig.1-1 The function curve of tS and Re[3] 

 

(3) 约化速度 rV  
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约化速度也是研究涡激振动的一个无量纲参数，对于自激振荡圆柱体的研究，

通常分析位移及频率幅值随约化速度的变化关系，表示为： 

 
r

n

U
V

f D
=  （1-3） 

式中， nf 表示圆柱的固有频率。 

(4) 长细比 a* 

为描述立管几何结构特征的无量纲参数： 

 L
a

D

*=  （1-4） 

式中，L 代表圆柱长度。有研究表明具有大长细比的圆柱在发生涡激振动时更容

易出现高阶模态振动特性及模态转化现象。  

(5) 质量比 m* 

质量比反映了单位长度圆柱质量与排开水质量的比值，是影响立管涡激振动

的重要变量，其表达式如下： 

 
2

4

f

m
m

Dpr

*=  （1-5） 

                         

式中，m代表圆柱单位长度质量，
fr为流体密度。 

(6) 阻尼比z 

在求解圆柱体的涡激振动时，阻尼比也是一个需要确定的系统参数，它反映

了圆柱系统线性阻尼系数与临界阻尼之比，可以通过衰减试验得到，其表达式如

下： 

 
2

c

mk
z=  （1-6） 

                           

式中，c 代表振动系统的线性阻尼系数，k 为系统刚度。 

1.2.2 ꜠  

涡激振动的主要特点是会发生“锁定”现象。当圆柱体的泻涡频率与结构自

振频率接近时，泻涡频率会被锁定到固有频率附近，而不再符合 St 关系，这种现

象被称为频率锁振 (lock-in) 现象。 

锁振范围内，由于尾流沿立管轴向的相关程度提高，立管振动显著加强，升

力明显增大，从而加速立管的疲劳损坏。如图 1-2 所示，Feng[4]通过刚性圆柱体试
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验得到了结构振动幅值与频率随约化速度 rV 的变化规律，从图中可以看出当约化

速度 4 10rV¢ ¢这一范围内时，漩涡脱落频率和固有频率之比保持为一常值，不再

遵循 tS 变化关系，且相位角与位移明显增大。并指出约化速度范围在5 7rV¢ ¢区

间内，圆柱发生大振幅涡激振动。 

 

ᶃ 1-2 ‗ ẄӪᵙט ט ꞌ ק ẙ
rV ￼ᴪק ễ[4] 

Fig.1-2 The varying rule of vibration amplitude and frequency of structure with varying 
rV [4] 

 

对于柔性立管的涡激振动研究，可能会出现更复杂的情况。Vandiver[5]研究发

现相比于刚性圆柱，柔性圆柱发生锁定时对应的约定速度范围大得多，且随着 rV 的

不断增大，立管可能在相邻的两阶固有频率上发生涡激振动的连续锁定。 

1.3 Ὺ  

国内外众多学者对海洋立管涡激振动问题做了大量的深入研究，取得了丰富

的研究成果。研究内容包括涡激振动发生机理、旋涡脱落频率、尾涡脱落模式及

发展规律、结构耦合振动、立管结构及流场特性等参数对涡激振动的影响、涡激

振动抑制等多个方面。很多学者对涡激振动的理论分析和研究进展进行了较为全

面的概述，如 Sarpkaya[6]、Gabbai[7]、Williamson[8]等侧重于刚性立管涡激振动的

研究，Wu[9]、万德成[10]和陈伟民[11]等深入研究归纳了柔性立管涡激振动。 

1.3.1 ꜠  

细长柔性立管由于其大长细比的特征，比刚性圆柱的涡激振动响应更加复杂，
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细长柔性立管涡激振动研究方法主要可以分为三大类：试验研究、经验模型方法

和计算流体动力学（CFD）方法。 

（1）试验研究 

试验方法是研究细长柔性立管涡激振动的重要研究手段，国内外很多学者展

开了大量的模型试验工作，提供了丰富可靠的实验数据。下面阐述了一些典型的

涡激振动试验研究。 

Chaplin(2005)[12]、Huera Huarte (2006)[13]在荷兰代尔夫特水力学实验室采用相

同的试验模型分别在阶梯流中开展了顶张力立管的试验研究，试验装置如图 1-3。

试验中立管模型被置于阶梯流场中，上部 55%范围内处于静水中，其余部分处于

均匀流中。Chaplin[12]侧重于立管涡激振动响应的分析，比较了不同流速和顶张力

下的响应特性，试验测得了最高振动模态为 8 阶的涡激振动以及多个模态参与振

动，立管受到的阻力系数约是相同工况下静止圆柱的 120%；Huera Huarte[13]则主

要分析沿立管轴向的受力分布，结果发现，升阻力系数与横向均方根位移曲线非

常相似。该系列试验为涡激振动预测模型提供了很好的指导。 

 

ᶃ 1-3 ₃╙ѧ ắד ₩ᶚιChaplin et al [12] 

Fig.1-3 Experimental model of top-tensioned riser in stepped flow, Chaplin et al [12] 

 

Trim et al. (2005)[14]和 Lehn[15]在均匀流和剪切流中开展了一系列细长柔性立

管的试验研究，试验在挪威海洋技术研究所（Marintek）进行，试验装置如图 1-4。

Trim 的试验主要用模态分解法由实验数据得到位移，并分析了不同流速下立管横

流向和顺流向的位移运动响应、模态响应及不同剖面影响，并分析了不同覆盖范
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围的螺旋侧板对涡激振动抑制及疲劳损伤特性的影响。Lehn 选用光滑立管及带抑

制装置立管为试验模型开展了一系列涡激振动试验。立管长 9.63m，长细比为 482。

试验比较了不同流速下的振动幅值、频率、相位角和响应模态等，并给出了丰富

的试验数据，这一试验为后续研究提供了可靠的数据支持和参考。 

 

ᶃ 1-4 ‪ớ ₩ᶚιTrim et al [12] 

Fig.1-4 Experimental model of flexible riser of Trim et al [12] 

 

Lie et al. (2006)[16]在挪威一港口海上对顶张力立管模型进行了试验研究。主要

观测了大长细比立管的涡激振动响应模态，试验研究目的是立管超高阶振动模态，

发现横流向可能激发的模态数最高可达 33 阶，顺流向最高可达 50 阶，且立管振

动响应不规律，易出现宽频带振动。Vandiver et al. (1996)[17]在水槽中进行了一系

列不同内外径及材料的柔性立管涡激振动试验，主要分析了细长柔性立管发生涡

激振动时的“锁定”现象，给出了判定剪切流中发生锁定现象时的无量纲参数。立

管总长 17.7m，雷诺数为 500-54000。Okajima et al. (1999)[18]进行了不光滑圆柱体

涡激振动的试验研究。 

国内学者针对细长柔性立管的试验研究近些年来也取得了不少研究成果。张

建侨[19]开展了长细比为 120 和 1700 的细长柔性立管的参数化试验研究，分别考虑

了横流向和顺流向的振动响应。任铁[20]基于相似模型试验和直接实尺度试验两种

方法对实尺度雷诺数柔性立管开展了实验研究，并开发了柔性管件模型的涡激振

动旋转试验系统。高云等[21]在不同流速下开展了柔性立管的试验研究，系统地分

析了立管的应变、特征频率、无量纲振幅比、锁定区域以及流体力系数等参数。

上海交通大学付世晓团队[22, 23]在上海交通大学多功能拖曳水池开展了针对柔性立

管涡激振动的一系列试验研究，其标模试验为开展数值研究提供了丰富的试验数

据。此外，国内很多研究学者聚焦于对立管涡激振动抑制装置的研究，高云等[24]

开展了带螺旋板立管的拖曳水池试验，分析了螺旋列板几何形状对立管涡激振动
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响应特性的影响；张永波[25]采用试验方法对多种抑振装置进行敏感性分析，进行

了多工况的深海输液立管涡激振动研究，并与经验方法的数值结果进行对比。李

朋等[26, 27]对柔性立管涡激振动抑制装置进行了大量试验工作，提出了一种新型涡

轮抑振装置，并通过试验研究进行验证，试验结果显示该抑振装置对海洋立管涡

激振动能起到明显的抑制效果，并得出了相关规律。上海交通大学王嘉松团队[28, 29]

对分隔板这一抑制装置对海洋立管涡激振动的抑制作用开展了深入的研究，取得

了丰富的研究成果。 

（2）经验模型方法 

经验和半经验模型方法通常用于实际工程问题的高效解决，经验模型有很多

种，主要包括时域模型和频域模型两种。 

尾流振子模型是时域模型中应用最为广泛的。Birkoff 和 Zarantanello[30]、 

Bishop 和 Hassan[31]、Hartlen 等[32]都先后对尾流振子模型的提出和改进做出了贡

献。该模型仅考虑圆柱的横流向振动，无量纲化运动方程如下式： 

 2

02r r r Ly y y a cx w+ + =  （1-7） 

式（1-7）是对时间
ntt w= 无量纲化的微分方程，其中 ry 、 ry 、 ry 分别表示无量纲

化位移、速度、加速度，x为结构阻尼比， a为无量纲参数，
0w为 Strouhal 频率

与圆柱结构固有频率之比， Lc 表示升力系数。式（1-7）右端的无量纲化涡激力满

足如下方程： 

 
( )

3 2

0 0

0

L L L L rc c c c by
g

aw w
w

- + + = （1-8） 

上式中，( ), ,ba g 参数需要通过对试验数据进行回归分析来确定，同时静止圆柱的

升力幅值 0Lc 需要满足 ( )
1 2

0 4 3Lc a g=  。 

Iwan 和 Blevins[33, 34]推导出尾流振子与结构运动的耦合方程，并基于该模型

提出了在非均匀流下预报立管 VIV 响应的方法，Iwan 模型物理意义明确，在工

程上得到了较为广泛的应用。Facchinetti 等[35]对尾流振子模型进行了改进，并建

立了低阶模型，得到了广泛的应用。Srinil 等[36]基于 Van der Pol 方程和 duffing 方

程分别模拟了流体振子和结构振子的运动。秦伟等[37]提出并建立了一种新型的预

报双自由度立管 VIV 响应的尾流振子经验模型，尾流振子方程以近壁处涡强作为

变量。 

频域模型的主要原理是基于模态叠加法，主要聚焦于立管 VIV“锁定”现象发
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生的状态 [38]。很多基于频域方法的商业软件被广泛应用于实际工程中，例如

Shear7、VIVA 和 VIVANA、ABAVIV、OrcaFlex 等，它们基于已有试验的测量数

据，计算效率高。其中，Shear7 软件在工程中应用最广泛，可用于计算立管模型

在不同来流条件下的横流向涡激振动响应和疲劳分析。  

经验和半经验模型基于数据库确定相关计算参数，计算简便高效，且具有较

明确的适用范围。但缺点在于不能够很好的揭示涡激振动的物理机制，且不能预

报立管顺流向涡激振动响应。此外，计算工况受数据库范围的局限，当超出数据

库范围时，可能会出现较大的偏差[39] ，计算精度将得不到保障。 

（3）计算流体动力学方法 

随着计算机硬件水平与计算机并行计算技术的迅猛发展，CFD 数值模拟方法

得到了迅速发展。相较于经验/半经验方法，CFD 方法在求解流固耦合问题时精度

更高，适用于更多的复杂工况；相较于实验法，CFD 方法可以突破尺度效应限制，

且更加省时省力。但高雷诺数下的精确模拟是 CFD 方法的难点问题。 

按照所采用的湍流模式不同可以将 CFD 方法分为：直接数值模拟方法、雷诺

平均方法和大涡模拟方法。 

直接数值模拟方法具有很高的计算精度，但对计算资源消耗巨大。Dong 等[40]

采用谱元法对 Re=10000 下的固定圆柱绕流和振动圆柱绕流进行了直接数值模拟。

Evangelinos 等[41]采用基于频谱的 DNS 方法模拟了湍流下刚性和柔性圆柱体结构

的涡激振动，并对比分析了行波和驻波两种不同的结构运动响应形式。Lucor 等[42]

采用 DNS 方法，对在线性和指数型的剪切流下的柔性立管进行数值模拟，得到了

旋涡脱落和受力分布特征并分析涡激振动响应，且发现了漩涡脱落断层现象。

Bourguet 等[43]采用直接数值模拟方法对不同雷诺数下长细比为 200 的细长柔性立

管进行三维数值模拟，结果发现在流速较高时，超过 30%的立管跨度范围发生锁

定现象。且多频响应情况下，立管轴向任何位置的锁定频率是基于某一局部激发

的振动频率。 

雷诺平均（RANS）方法对 N-S 方程进行时域上的统计平均，不需要计算各

种尺度的湍流脉动，因此计算量大大减少，却难以反映瞬态流场信息。Schulz 等
[44]基于 RANS 方法提出多重切片法，在此基础上对剪切流下立管的流固耦合开展

数值模拟。Huang 等[45]采用 RANS 方法模拟了剪切流下长细比为 1400 的柔性

立管的涡激振动响应。Huang 等[46]之后又对长细比大于 3000 的柔性立管 VIV 进

行了数值模拟，在尾涡模式和振动响应上都发现了一些新的现象，如在靠近支座

处发现 2C 泻涡模式，顺流向的弯曲对两个方向的振动特性都有较大影响等。Schulz
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等[47]采用 RANS 方法对细长柔性立管进行数值计算，并结合切片法与结构有限单

元法分析了立管与流体之间的相互耦合作用。  

LES 方法采用滤波函数精确求解某个尺度以上的所有湍流尺度的运动，LES

方法需要较为精密的网格划分，因此相较于 RANS 方法对计算资源的消耗较大。

Saltara 等[48]结合 LES 方法和 DVM 方法对 Re=1000 时圆柱横流向涡激振动进行数

值求解。端木玉等[49]采用 LES 方法对 Re=3900 时三维圆柱绕流问题进行数值模

拟，给出了圆柱后方几个特征位置处的一系列瞬时的速度剖面及时均速度，并分

析了其尾流特性及流场结构，结果表明该雷诺数下的圆柱绕流具有很强的三维及

湍流效应。蔡杰[50]采用 LES 方法分别对不同长细比的立管尾流及结构振动特性进

行数值模拟，研究表明大长细比柔性立管比小长细比立管振动幅值更大，激发模

态更高，且横向振动响应对其尾涡动力特性会产生显著影响，包括会出现漩涡脱

落频率显著增大和多频率泻涡等复杂现象。  

按照流场中模型的建立方式，细长柔性立管 VIV 问题的数值模型可分为三维

数值模拟方法和基于切片理论的计算模型两大类。由于深水海洋立管涡激振动的

求解属于超大计算域问题，在整个三维计算域内对其直接进行数值求解计算成本

太高，其中一个较为中和的方法采用切片模型这一准三维数值方法进行简化处理。

切片法的实质是一种准三维流固耦合数值模型，求解思路是沿立管展向等距离划

分若干二维切片，在每一切片处计算该处的水动力载荷，并将结构受到的流体力

做插值处理，使其作用于相应的立管单元范围内，然后计算每一结构单元处的位

移响应，同时将结构动力响应传递给流场，流场网格进而得到更新，如图 1-5 展

示了切片法求解流程图。 

 

ᶃ 1-5֬Ɑ│╙ ᶃ 

Fig.1-5 The flow chart of Strip method 

 

最早采用切片法的是 Herfjord[51]，他编制了一套求解流固耦合问题的算法程
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序。Yamamoto 等[52]采用离散涡法流场部分进行数值求解，结构场则基于欧拉-伯

努利梁单元模型进行求解。Wang 等[53]采用切片法分别对均匀流和剪切流下的海洋

立管 VIV 进行数值预报，分析了不同流速工况下的振动响应，并与 Lehn 等人[15]

的试验结果进行了对比。黄智勇[54]基于 FLUENT 平台采用切片法预报柔性立管的

横向涡激振动响应。张友林[55]采用切片法对均匀流中海洋立管因涡激振动产生的

柔性变形进行了数值计算，分析了立管的模态演化过程，并研究了动波壁法对柔

性立管涡激振动的抑制作用和效果，结果发现设置动波壁这种主动抑制措施能够

大幅度降低立管振动响应，动波壁的覆盖方式和覆盖率对立管的位移响应影响较

大。吴浩[56]采用切片法对长细比为 1750 的柔性立管、立管附加多根控制杆以及长

细比为 3691 的串列双立管的横向涡激振动开展了数值模拟，分析了单根立管、附

加多根控制杆立管和串列双立管的结构动力学特性和绕流场的水动力特性。 

上海交通大学万德成教授团队基于开源程序库 OpenFOAM 自主开发了适用

于细长柔性立管涡激振动的求解器 viv-FOAM-SJTU[57]，近几年，团队基于该求解

器开展了大量关于立管涡激振动的数值模拟工作，针对长细比、质量比、来流条

件等不同参数影响进行涡激振动响应分析，并开展了平台运动影响下立管涡激振

动数值模拟和多立管耦合涡激振动数值模拟[58-60]等一系列研究。本文研究工作将

基于 viv-FOAM-SJTU 求解器展开。 

1.3.2 Ὺ ꜠  

外流作用下的涡激振动问题已取得了丰富的研究成果，而对考虑内流的立管

涡激振动问题研究成果相对较少。实际上内流对立管涡激振动响应特性有不可忽

视的影响[61, 62]，研究成果表明发生涡激振动时立管在内流的作用下会受到额外的

科氏力和离心力的作用，当内流流速高于临界值时，立管会失稳产生屈曲现象[63]。

尤其是在工程实践中，立管内大都输运高温高压流体，立管设计必须考虑有效避

免轴向内流等因素可能诱发的有害振动。因此准确预报内外流共同作用下的立管

涡激振动，可以优化立管设计系统，具有重要的实际工程价值。近些年来针对输

流立管弯曲振动的研究成为涡激振动领域的研究热点问题，积累了大量的研究成

果。 

目前国际上比较权威的两部海洋立管设计标准，美国石油协会的 API RP 

2RD[64]标准和挪威船级社的 DNV-OS-F201 标准[65]探讨了内流对海洋立管动力响

应特性的影响。针对海洋立管的标准制定方面两部标准有很多相似之处，但由于

制定标准的国家不同以及思路、技术等因素的差异，两部标准存在一定的差异。
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郭海燕[66]详细比较了两部标准关于内流的描述的异同点和相关规定。API RP 2RD

标准[64]将管内流体流动引起的对立管的载荷归为功能载荷，但没有具体描述载荷

的种类和表达式。在整体分析中，将立管简化为梁模型，将内流质量的影响及内

流引起的内外压差的改变体现在了立管的动力平衡方程中，但未考虑内流流速的

影响。DNV-OS-F201 标准[65]对内流的讨论更为全面，将内流质量归为功能载荷，

同时还考虑了内流引起的材料腐蚀、内流改变和浮体变化等多种因素的共同作用，

立管则需要综合考虑这些因素进行完整性评估。同时对内流进行了分类，将内流

分为稳定流(steady flow)、匀加速流(accelerated uniform flow)和活塞流(slug flow)

三种类别。DNV-OS-F201 标准同样内流质量贡献于立管动力平衡方程中，除此之

外，亦考虑了内流流速会引起管壁张力的改变，进而影响立管轴向有效张力。两

部标准的共同点在于：第一，均计入了内流质量对立管动力平衡方程的贡献；第

二，内流引起立管内外压差的改变从而改变立管轴向张力。轴向张力的改变进一

步将会影响立管的固有频率，这一点在后面章节将会详细说明。 

考虑内流的柔性立管涡激振动是十分复杂的非线性问题，对立管涡激振动动

力特性有显著的作用。目前对这一问题的研究大多处于初步探索和发现现象的阶

段，对各物理场的相互耦合作用和振动机理的研究还十分缺乏[67]。目前对考虑内

流的立管涡激振动问题的研究方法具体可以分为：数学模型、试验研究和数值模

拟。 

数学模型方法从理论上能较好地描述内流的物理机制，但缺点也显而易见，

不能准确地反映出柔性立管的振动。国内外很多研究学者对考虑内流的立管涡激

振动开展了大量的数学模型研究。Issid[68]研究了含内流流动的柔性立管的动力特

性和稳定性，结果表明，立管系统在内部流体流速足够高时易发生屈曲和颤振现

象。试验结果[69]也表明内流对输液立管的动力响应有显著的影响。Moe[70]等通过

建立数学模型研究了管内流体和静位移对立管动力特性的影响，发现随着内流流

速增大，立管频率降低；随着静位移的增加，立管频率降低，且管内流体对高延

展性比低延展性的立管影响更大。Housner[71]研究了两端简支的水平输液立管的振

动特性，结果发现内流的存在将会降低立管的固有频率，当内流流速超过某一临

界值时，可能会引发立管的动力失稳现象，发生更为复杂的运动。Chen[72]等对弯

曲输流管道的振动动力特性和稳定性进行了理论分析，讨论了流速、流体压力和

科氏力对固有频率的影响。首先建立了立管的动力平衡方程，并对科氏力和离心

力对管道振动的影响效果进行分析，离心力可以看做对管道施加的一个压力，它

可以改变立管的顶张力和固有频率，且离心力的大小与内流流速正相关，离心力
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增加到超过某一限度后会使管道发生屈曲型失稳；科氏力对立管的作用则与出流

端的边界条件有关，出流端为固定支撑时，科氏力在整个管长范围内不做功，但

科氏力也会影响立管振型，使得立管系统的振动更加复杂，出流端为自由支撑时，

科氏力相当于一个动力阻尼对立管做负功。Meng 等[73]也对科氏力的作用进行了

分析探讨，发现科氏力可以放大不稳定区域的涡激振动响应，诱发更加复杂的流

动模式，另外，科氏力的阻尼效应可以缩小立管涡激振动共振区，使得耦合共振

更加复杂。Chatjigeorgiou[74]通过求解三维动力平衡方程研究了内流引起的科氏力

和离心力对悬链线立管振动特性的影响，结果发现科氏力对立管的出平面振动有

很大的影响。 

Wu[75]等通过建立输流顶张力立管的涡激振动平衡方程对立管的涡激振动响

应进行了研究。求解结果表明，随着内流流速的增大，立管的固有频率下降，另

外研究了顶张力对立管涡激振动响应的影响，发现其与内流对立管的影响是相反

的。Hong[76]等建立了考虑内流的立管的三维涡激振动动力平衡方程，模型的处理

采用有限元模型，由此对涡激振动响应进行了深入分析，结果发现内流产生的科

氏力和离心力对立管产生不同性质的影响：科氏力将会改变立管的振型，而离心

力则对立管的振幅和相位产生显著影响，这一研究结果与 Chen 等[77]一致，此外

还分析了科氏力沿立管展向的分布。Dai 等[78]理论分析了细长柔性输液立管的 VIV

响应，其中内流流动速度由亚临界状态增加到超临界状态，发现了一些复杂的动

力学现象，如混沌振荡。在此基础上，Dai 等[79]和 He[80]等分别分析了变内流流速

和变顶张力条件对立管涡激振动的影响。 

试验方法可靠性高，但存在一定的尺度效应，且内流的施加有一定难度。

Paidoussis[68]等通过物理模型实验结合数学模型对输液管道的稳定性和振动特性

进行了研究，分析了管内流体对立管振动特性的影响，同时定性地分析了结构受

到的科氏力和离心力对整个振动系统的影响。研究分析结果发现，当流速高于某

一限度时，管道系统容易产生颤振和屈曲失稳。 

郭海燕团队[81-83]在中国海洋大学物理海洋实验室大型风-浪-流水槽针对海洋

输流立管涡激振动进行了一系列模型试验研究，试验模型如图 1-6 所示，图 1-7

展示了风-浪-流联合水槽。郭海燕等[81]对考虑内流的海洋立管施加不同流速的外

流，测得立管两向振动的应变时程曲线并对立管进行了疲劳寿命分析。郭海燕等
[82]进一步探究不同内流流速对立管振动特性的影响，内流施加装置如图 1-8，立

管模型下半部分处于均匀流中，上半部分处于空气中，并在两级不同的外流流速

下设置内流流速为 0m/s、3.7m/s、5.5m/s 和 7.2m/s，得到不同工况下的振动位移
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和结构频率，并分析其振型曲线。结果发现随着内流流速的增大，立管横流向和

顺流向振动幅值均增大，而振动频率减小，且试验观测到了“8”字振型，随着内流

流速的增大，振型曲线更加趋于一致。李莹[83]通过试验研究了内外流、不同边界

条件和顶张力作用下立管的涡激振动规律，从两向振幅、模态、振动频率等方面

对立管的振动特性进行了分析，详细对比分析了铰接、固接两种不同边界条件下

立管涡激振动规律的异同点，如在其它参数相同的情况下，两端铰接立管的振动

幅值比两端固接大。 

 

ᶃ 1-6 ╙ ╩☼ ט ι ╤ [81] 

Fig.1-6 Vortex-induced vibration test device for flexible riser with internal flow, Guo et al [81] 

       

ᶃ 1-7 -╡-╙ ᵀ↨₨[82]                       ᶃ 1-8ԓ╙ᾼז [83] 

Fig.1-7 Combined wind-wave-current flume [82]       Fig.1-8 Internal flow actuating device[83] 

 

张永良[84]进行了考虑内流立管的受迫振动试验。实验结果表明，内流场的存

在会对立管振动特性产生显著影响，立管的振动节点会随着内流改变沿立管轴向

发生移动；内流与顶张力对立管会产生相反的作用，立管顶张力增大时，立管的

阻尼比减小，而内部流体流速增大时，立管受到的阻尼增加，且顶张力越小，管
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内流体对立管振动的作用更为显著。另外，立管的振动会进一步影响内流场流速

和压强分布。张永波等[85]通过涡激振动模型试验研究了顶张力立管在海流作用下

的涡激振动规律，海洋立管承受内外流的共同作用产生涡激振动。主要分析了不

同管内流体流速和顶张力对立管振动幅值、频率、振型的影响，以及立管失稳的

内流速度临界值。 

Zhu 等[86]对大长径比多相流悬链线立管的涡激振动进行了试验研究，试验模

型示意图如图 1-9。采用高速成像技术记录了隔水管模型的振动位移和混合两相流

在隔水管内的流动状态，如图 1-10。结果表明，内部段塞流引起了平面内的振动，

且平面内两个方向的响应是相互耦合的。在考虑气液比的情况下，二阶模态的响

应占主导地位。段塞流的水动力特性，包括气液比、液塞长度和流速，都会影响

局部压力波动，从而影响振动幅值。结构振动频率和流体压力波动频率相同体现

了流体和结构的相互作用。 

 

ᶃ 1-9Ừ ╩☼ ט ιZhu  [86] 

Fig.1-9 Test device for catenary riser, Zhu et al[86] 

 

ᶃ 1-10јᵃ↔ ѣ ╙╙ ї‪ớ ԓ ḻֹ￼╙ט₩Ẫ[86] 

Fig.1-10 Flow patterns observed in the flexible riser with different two-phase flow velocities [86] 
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数值模拟方法能在一定程度上克服数学解析方法和试验方法的缺点，高效准

确地模拟出立管结构振动的结构场、立管尾流场和立管内流场的三场耦合机制。

但考虑内流的立管涡激振动物理机制和模型建立比较复杂，国内外很多学者基于

Facchinetti [35]的 Van Der Pol 尾流振子模型，对内流作用下对立管的涡激振动影响

进行数值计算。骆正山等[87]考虑了内外流共同作用对立管涡激振动的影响及两相

耦合作用建立了立管涡激振动方程，基于尾流振子模型模拟流体对立管结构的作

用力，并在涡激振动试验水池内进行了试验从而对模型进行验证，分析了管内流

速对位移响应和疲劳寿命的影响。结果显示，随着内流流速的增大，立管振幅增

大，振动频率减小，当立管振动频率降低到锁振区域范围内会造成立管疲劳损伤，

增大顶张力对内流有一定一致作用; 顺流向涡激振动亦会造成立管疲劳损坏且程

度与横流向相当，因此在立管振动分析中应重视双向耦合作用。郭海燕等[88, 89]考

虑内外流共同作用建立了顶张力立管涡激振动数值模型，基于尾流振子模型模拟

流体对立管的涡激振动升力，并通过一系列小长细比和大长细比立管模型试验验

证了该数值方法的有效性，为立管涡激振动研究提供了一定的借鉴作用。娄敏[90]

对内外流共同作用下的海洋输流立管进行了试验研究和数值研究。首先分别开展

了对浅水刚性立管和深水柔性立管涡激振动试验，然后进行了数值模拟工作，基

于尾流振子模型模型和守恒原理建立了立管振动方程，求解内外流作用下立管的

涡激振动响应，并将计算结果与试验结果进行了对比。其结果表明：浅水刚性立

管管内流体流动对立管涡激振动动力响应影响不大，这是由于浅水刚性海洋立管

的结构特征为长度较短、刚度较大，且管内流速不大；而对于深水柔性立管，随

着内流流速的增加，立管涡激振动幅值增加，自振频率降低，涡激振动振幅增加，

频率降低，立管轴向不同位置处的振动相关性减弱，振动轨迹更为规整。Meng

等[91]通过建立尾流振子模型研究了内流流动对悬链线立管横流向振动响应的影

响，结果发现当管道内流速度较小时，内流可以吸收管道能量，这引起涡激振动

响应显著降低。然而，当内流流速超过某一临界值时，管道将会发生动力失稳，

临界内流速度取决于外部流速和涡激振动主振模态。 

除采用经验方法以外，陈正寿[92]使用 ANSYS CFX 求解器对向上和向下发展

的内流对立管涡激振动特性的影响进行了比较，发现向下发展的内流对立管动力

响应的影响大于向上发展的内流。李非凡[93]采用浸入边界法对考虑内流的细长柔

性立管涡激振动开展数值模拟，并分别对仅横流向振动和两向振动的立管内流场

进行研究，分析了内流场的水动力特性和流向涡结构，发现以流向涡为主要特征

的二次流现象较为显著，对考虑内流的柔性立管涡激振动特征、尾涡特性及内流
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场的研究有指导借鉴意义。韩冰[94]采用相同方法进行了振荡内流和均匀外流共同

作用下细长柔性立管涡激振动的数值模拟。Duan 等[95]对内外流共同作用下的海洋

立管涡激振动进行数值模拟，分析了一系列不同组合的内外流流速下立管横流向

和顺流向的位移幅值、频率、模态等 VIV 响应特性，结果发现，立管振动模态受

内流流速的影响较大，立管振动频率受其影响较小，此外观察到显著的行波现象。

Chen 等[96]采用 CFD 方法对剪切流下的输液立管进行数值模拟，结果发现立管振

动幅值、振动频率及主振模态等振动特性受内流影响较大。Monprapussorn 等[97]

采用有限元法建立立管振动的数值模型并进行计算，如图 1-11 和图 1-12 所示，发

现内流产生的加速度对提升立管的振动平衡位置有很大的影响，内流的脉动引起

立管振幅的提升和立管振动频率的降低，从而改变输流管道的振动特性。 

 

ᶃ 1-11 ╙ӌẈᶎ╙ Ḿ Ẉ ￼ẽᵠ[97] 

Fig.1-11 The effect of the mean flow velocity of transported fluid on phase planes[97] 

 

ᶃ 1-12ԓ╙╙טḾ  [97]זᵠẔ￼ᾣᶽӐּט

Fig.1-12 Amplifying effect of internal flow on vibration response of the riser[97] 
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立管内流为多相流时涡激振动更为复杂，多相流的一个重要特征是内流密度

随不同相的占比发生变化，不同的流型对应的数学模型是不一样的，很难找到一

个比较完善的数学模型去描述复杂的管内多相流，国内外相关研究工作较少。Patel

等 [98] 利 用数 学函 数来 描 述由 柔 性 管 道 输送 的 多相 流 的流 体 密度 的 变化 。

Chatjigeorgiou 等[99]对气液两相段塞流的刚悬链线立管进行了数值模拟，研究表

明，当流体密度发生变化时，管内流体流动对管道的动力特性有很大的影响。Xie

等[100]对输送变密度流体同时受涡激振动作用的柔性立管进行了数学模拟和分析，

柔性立管输送变密度多相流体示意图如图 1-13。发现当管内流体密度以不同频率

波动时，管道的振动将变得不均匀呈现非周期性。马天麒[101]等通过建立内部多相

流-立管-外流相互耦合的平衡方程对考虑内外流耦合作用的内输多相流立管的动

力特性进行了求解分析。结果表明，立管在内外流的共同作用下，立管内含气比

重的增加降低了使立管发生涡激振动的频率，且立管振动幅值增加；立管内两相

流的作用会引起立管固有频率降低，且立管内流体流速越高，立管越长，两相流

的作用越明显;管内两相流的作用使得立管振动更加复杂，使得立管在较小的外部

流速下发生共振，另外可能会诱发立管振动模态向相邻更高阶发生跃迁，产生高

模态振动现象;外流速越高，两相流对立管振动的影响相对越小。 

 

ᶃ 1-13‪ớ ᴪḸẙᶺ ╙ӌ Ỵᶃ[100] 

Fig.1-13 Schematic diagram of flexible riser conveying variable density multiphase fluid[100] 
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1.4 Ӏ ᵲ 

如前文所述，由于内流的物理机制及模型建立较为复杂，研究难度较大，国

内外研究学者大多忽略内流这一因素的影响，对于考虑内流的海洋立管涡激振动

研究较少。而海洋柔性立管大多被用于输运石油天然气等高温高压流体，内流流

动对立管动力响应影响显著，因此对考虑内流的细长柔性立管涡激振动的研究是

非常重要的。本文将从内流对立管管道施加的作用力这一角度出发，建立考虑内

流立管系统的动力平衡方程和简化模型，结合课题组自主开发的海洋柔性立管涡

激振动求解器 viv-FOAM-SJTU，并在此基础上对求解器的相应求解模块进行修

改，加入内流对于立管涡激振动的影响，实现对内外流共同作用下海洋柔性立管

涡激振动的数值模拟，并基于此求解器进行系统的数值研究工作，从立管振动位

移、振动频率以及振动模态特性等方面分析了内流流动对立管涡激振动的影响。 

本文分为以下六个章节进行阐述，主要内容如下： 

第一章引入了本文的研究背景、研究现状及研究意义，阐述了内外流共同作

用下立管涡激振动的研究意义，分别对不考虑和考虑管内流体流动的柔性立管涡

激振动的国内外研究现状进行了总结。 

第二章介绍了本文采用的数值方法，分别对流场计算模块、结构计算模块及

流固耦合插值模块进行了系统的介绍，为后面求解器的拓展及数值计算奠定了基

础。 

第三章通过分析含内流的顶张力立管动力特性，在管内无流体的结构动力平

衡方程的基础上引入内流引起的作用力，在求解器中增加内流计算模块。并对拓

展后的求解器进行试验验证工作，对不考虑内流的细长柔性立管和阶梯流下管内

流体静止的柔性立管涡激振动展开数值模拟，并与实验结果进行对比，验证了求

解器的可靠性。 

第四章对均匀流来流条件下含不同流速内流的顶张力立管涡激振动进行数值

模拟。设置了不同流速的均匀流来流条件，为重点研究内流流速对顶张力立管动

力响应特性的影响，在每组外流流速下，改变不同的内流流速，分析不同内流流

速下顶张力立管涡激振动响应特性，包括位移响应、频率响应和模态响应等。 

第五章改变不同内流流速下的立管顶张力进行数值模拟，探究顶张力对考虑

内流的立管涡激振动的影响，探究两个参数的共同作用规律。 

第六章对全文工作进行全面总结，并对未来工作提出展望。 

本文工作的主要特色体现在以下三个方面： 
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1）在课题组自主开发的海洋柔性立管涡激振动求解器 viv-FOAM-SJTU 的基

础上加入了内流对立管振动响应的影响，将内流对海洋立管动力特性的影响体现

在立管的动力平衡方程中，实现了内外流共同作用下立管涡激振动的 CFD 数值模

拟； 

2）对均匀流来流下不同内外流流速组合的立管涡激振动开展数值研究，重点

分析内流流速对立管涡激振动动力响应特性的影响，为工程实际提供参考。 

3）针对内流流速和顶张力对立管涡激振动的影响进行参数研究，通过分析立

管位移响应、频域响应和模态响应等动力响应特征得出相关结论。
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ԑ  ẅ  

本文的数值计算采用的是课题组自主开发的海洋柔性立管涡激振动求解器

viv-FOAM-SJTU。本章将详细介绍 viv-FOAM-SJTU 求解器的基本框架、各个模

块的数值方法以及求解流程。 

ב 2.1  

viv-FOAM-SJTU 求解器是在开源 OpenFOAM 平台上由课题组自主开发的，

OpenFOAM 是广泛用于 CFD 领域的开源求解器，由 C++语言编写，运行于 Linux

操作系统。viv-FOAM-SJTU 求解器的基本框架如图所示，求解器共分为三大模块：

流场模块、流固耦合模块和结构计算模块。 

 

ᶃ 2-1 viv-FOAM-SJTU∂ ᵸ₩ᶒ╙ ᶃ 

Fig.2-1 Module flow chart diagram of viv-FOAM-SJTU 

 

流场模块用于流场域的数值求解，其基于切片理论求解二维切片处的流体力，

采用 OpenFOAM 自带的动网格技术“displacementLaplacian”处理网格变形，这种动

网格技术无需改变网格拓扑结构类型，通过网格扭转和拉伸实现网格变形。 

结构计算模块基于结构动力学计算方法求解立管的动力特性，包括位移响应
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和频率响应。其首先基于有限元法对立管进行离散，然后在每一振动节点处通过

接受的水动力信息求解立管结构振动方程，得到立管的位移、速度和加速度等位

移信息，并通过后续的后处理工作完成立管振动的频域分析和模态分析。 

流固耦合插值模块实现了结构计算模块和流场模块的信息交互。通过受力插

值模块将流场模块的水动力传递给结构计算模块，同时将结构场的位移信息传递

给流场，通过信息传递不断完成每一时间步的耦合求解。 

三个模块共同完成了海洋立管涡激振动的求解功能，下面将分别描述各个模

块具体的数值方法和求解流程。 

2.2 ẅ  

2.2.1 ẅ  

流体域的控制方程采用非定常不可压缩雷诺平均纳维尔-斯托克斯（RANS）

方程，流场域内的流体假定为粘性不可压，方程表示如下： 

 
0i

i

u

x

µ
=

µ
 （2-1） 

 
( ) ( ) 2i i j ij j i

j i j

p
u u u S u u

t x x x
r r m r

µ µ µ µå õ¡ ¡+ =- + -æ ö
µ µ µ µç ÷

 （2-2） 

式中，m为水的动力粘性系数，r为水的密度，
ijS 为应变率张量，系数 i, j 取值

为(1, 3)代表变量在不同方向的分量，表示为下式： 

 1

2

ji

ij

j i

uu
S

x x

å õµµ
= +æ ö
æ öµ µç ÷

 （2-3） 

式中，
j iu ur ¡ ¡- 表示雷诺应力项，代表湍流效应，由张量表示法可知由于该未知量

的引入使上面的方程组不封闭，因此为使方程可解需要引入湍流模型方程。通常

采用的方法是 Boussinesq 假设，表示如下式： 

 2
' '=2

3
ij i j T ij iju u v S kt d=- -  （2-4） 

式中， ' '1

2
i jk u u= 表示为湍动能，

tv 为运动涡粘性系数。把式（2-3）代入到式（2-2）

得： 
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 ( ) ( )2i j eff ijeffi

j i j

u u Spu

t x x x

m
r r

µ µµµ
+ =- +

µ µ µ µ
 （2-5） 

本文采用湍流模型 SST k w- 来求得 Tm，实现方程组的封闭。该模型是基于

标准 k w- 模型建立的，比标准 k w- 模型具有更高的精度和可信度，可以较好地

处理近壁面处的精细流场信息和边界层流体流动问题，对于粘性底层流动有较高

的模拟精度。SST k w- 模型包括耗散率w和湍动能 k 。 

耗散率w的输运方程为： 

( ) ( )
( ) ( )2 2

12 1
j

T

j T j j j j

u k
P F

t x x x x x

w
w

r wrw rsg w w
brw m s m

n w

µ è øµ µ µ µ µ
+ = - + + + -é ù

µ µ µ µ µ µé ùê ú

 

   （2-6） 

湍动能 k 的输运方程为： 

  ( ) ( )
( )*j

k T

j j j

u kk k
P k

t x x x

rr
b rw m s m

µ è øµ µ µ
+ = - + +é ù

µ µ µ µé ùê ú

 （2-7） 

在流场域数值求解中，采用 OpenFOAM 自带的 PIMPLE 算法沿立管轴向进行

二维切片处数值求解。 

2.2.2 ẅ  

将柔性立管视为 Euler-Bernoulli 弯曲梁模型，两端为铰接，且忽略剪切变形

的影响，假定立管刚度 EI 与线密度 m 沿立管轴向不发生变化，立管顶张力不随

时间发生变化。则不考虑内流的立管振动平衡方程可以表示为: 

 ( )
()

( ) ( ) ( )
( )

4 2

4 2

, , , ,
,s x

x z t x z t x z t x z t
EI T z m c f z t

z z z t t

µ µ µ µè øµ
- + + =é ù

µ µ µ µ µê ú

 （2-8） 

 ( )
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4 2

s4 2

, , , ,
,y

y z t y z t y z t y z t
EI T z m c f z t

z z z t t

µ µ µ µè øµ
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µ µ µ µ µê ú

 （2-9） 

式中： () ( )t sT z T L zw= - -为立管轴向张力，
tT 为顶端预张力，L 为立管长度，

( ) ( )( )2 21/ 4s s e s e= m -m g= D d - gw p r r- 为浸没在水中的立管单位长度的湿重， sr、 er分

别表示立管和立管外流体的密度，
sm 、

em 分别表示立管和立管外流体的线密度，

D、d 分别表示立管外径和内径，立管轴向张力沿轴向位置 z 发生变化，c 为结构

阻尼系数。  

将上述结构动力平衡方程用有限元方法离散为： 
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 [ ][][][][][][ ]xM x C x K x F+ + =  （2-10） 

 
[ ][][][][][] yM y C y K y Fè ø+ + =ê ú （2-11） 

式中： 为质量矩阵， 为阻尼矩阵， 为刚度矩阵。 

离散后的单元质量矩阵[ ]eM 表示为： 
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 （2-12） 

单元刚度矩阵[ ]eK 是由单元弹性刚度矩阵 E

eKè øê ú
和单元几何刚度矩阵 G

eKè øê ú两部

分共同构成，表示为[ ] E G

e e eK K Kè ø è ø= +ê ú ê ú。 

其中，单元弹性刚度矩阵 E

eKè øê ú和单元几何刚度矩阵 G

eKè øê ú分别表示为： 
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 （2-14） 

阻尼矩阵[]C 采用瑞利阻尼[] [ ] []C M Ka b= + 计算方法，a和b由立管前两

阶固有频率共同决定。计算公式如下： 

 

( )
1 2

1 2

22
=

1/ 2

n n

n n

f f

f f

pa x

pb

è øè ø
é ùé ù

+ê ú ê ú

 （2-15） 

对结构进行有限元离散后，采用 Newmark-b法[35]求解结构动力学方程。以横

流向为例，求解步骤如下。 

根据拉格朗日中值定理， t t+D时刻的速度为： 

 
1i i iy y y t*

+= + D （2-16） 

上式中，
iy*为时间段( )t ,t t+D的加速度，可由下式表示： 

 ( ) 11i i iy y yd d*

+= - +  （2-17） 

则 i+1 时间步的速度可表示如下： 

 ( )1 11i i i iy y y y td d+ +
è ø= + - + Dê ú （2-18） 

由泰勒级数展开可得 i+1 时间步的位移： 
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 ( ) 21
1 12i i i i iy y y t y y tb b+ +

è ø= + D + - + Dê ú  （2-19） 

式中：d和b与精度及稳定性相关的参数，d取 0.5，b取 0.25，求解过程无条件

稳定。这样即可用时间步 i 的位移 iy 、速度 iy 、加速度 iy 及 i+1 时间步的位移
1iy+

表示 i+1 步的速度
1iy+和加速度

1iy+，如下式： 
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Newmark-beta 法第 i+1 时间步的结构控制方程为： 

 [ ][ ][][ ][][ ][ ]1 1 1 1i i i iM y C y K y F+ + + ++ + =  （2-22） 

将式（15）和式（16）代入式（17）可得关于单一变量
1iy+的方程： 

 
1 1i iK y F* *

+ +=  （2-23） 

上式中， 
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在迭代求解过程中按上述两式更新速度
1iy+和加速度

1iy+。 

2.2.3  

深水细长柔性立管涡激振动属于超大计算域非线性流固耦合问题，直接进行

三维数值模拟计算量庞大，因此切片法被广泛用于此类问题的求解，使问题得到

了简化。其主要思想是沿立管轴向设置若干二维切片，在每个切片处求解流体动

力学控制方程，将流体力插值以均布载荷的形式作用于每个切片所代表的立管长

度上，从而求解每一立管单元在该时刻的结构动力响应，再将单元节点位移、速

度和加速度等结构场信息通过插值传回流场，通过 OpenFOAM 自带的弹簧变形的

动网格技术进行网格变形以完成流场网格的更新，即可完成时间步的推进。图 2-2

是切片法流固耦合流程示意图。 
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ᶃ 2-2╙ᶁ ᵀ֬Ɑ│ Ỵᶃ 

Fig.2-2 Fluid-structure interaction based on strip method 

 

流固耦合作用是在流体域与结构域的交界面处，保持与流动相关的变量在任

何时刻的连续性。本文对于流固耦合问题每个时间步具体的求解流程如下：假设

当前时间步流体域与固体域边界处的运动位移为 1iy +G ，据此计算得到网格运动速

度，从而通过求解雷诺平均 N-S 方程求得流场域内的速度分布和压力分布，进一

步得到结构受到的流体力，根据获取的流体力求解结构动力平衡方程，得到结构

在流固边界处的位移 1iy +G 。此时对残差进行判定，看其是否满足耦合条件，若满足

则进行下一时间步的推进，若不一致，则需要进行迭代修正。 

为加速收敛，采用松弛方法，即在每一时间步迭代完成后，进一步计算： 

 

( )

1 1 1

, 1 , , 1

1 1

, 1 ,1

n n n

i i i i

n n

i i i i

w

w w

+ + +

G + G G +

+ +

G + G

= +

= + -

d d r

d d
 （2-26） 

式中：i 代表迭代次数， iw为松弛因子。如图 2-3 展示了各时间步内流固耦合迭代

求解的具体流程。 

 

ᶃ 2-3ᴿῊ ℓԓ╙ᶁ ᵀ Ҧ∂ ╙  

Fig.2-2 Iterative solution process of fluid structure coupling in each time step 
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2.3  

本章介绍了海洋柔性立管涡激振动求解器 viv-FOAM-SJTU 的基本框架和求

解器各模块采用的数值方法。 

viv-FOAM-SJTU 求解器共分为分流场模块，结构计算模块和流固耦合模块

这三个主要模块。流场模块基于切片法进行 RANS 方程的求解，在立管轴向均匀

布置的每一切片处求解立管受到的水动力，形成载荷矩阵；对于结构计算模块，

通过在立管每一振动节点处求解结构振动响应，得到立管振动的位移、速度和加

速度等信息，并通过后处理得到立管振动的频率响应；流固耦合模块则实现了流

场模块与结构计算模块信息的互相传递。 
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Ҏ   

深海顶张力立管在输运油气时不仅受到立管外部来流的作用，还会承受管内

流体的作用力，在外部流体力、内流作用以及其它因素的综合影响下，立管的振

动特性会变得更加复杂。本章将从分析含内流的顶张力立管动力特性出发，在管

内无流体的结构动力平衡方程的基础上引入内流引起的作用力，在求解器中增加

内流计算模块，并对拓展后的求解器进行试验验证工作。 

3.1 Ὺ Ⱶ ꜠Ⱶ ⅎ  

3.1.1 Ὺ Ⱶ 

API RP 2RD 海洋立管设计标准[64]中提到，在进行动力分析时，将立管模型简

化为受拉力梁，需要考虑轴向张力的变化对立管振动响应的影响。由于张力的改

变会引起立管刚度的变化，对立管涡激振动产生显著影响，因此在立管设计中需

要考虑张力改变这一因素的影响。如式（2-8）和式（2-9）所示，对于无内流流动

的立管，垂直放置的立管压力会沿立管线性变化。当管内施加流体时，由于管内

流体的密度与管外流体的密度不同，由密度差引起的等效压力作用于立管壁上，

再加上内流流速对立管有效张力的影响，立管轴向张力变化更加复杂。 

Chang[102]指出，立管有效张力 Te 受浮体运动、内流质量以及内流压力的改变

等诸多因素的影响发生改变，从而改变整个顶张力立管系统的自振频率和振动特

性。Charles P.[103]详细介绍了内流对于考虑内外流的立管等效系统轴向张力的影

响，如图 3-1 所示。 

 

ᶃ 3-1 ԓᶹ╙￼ ᾦ [103] 

Fig.3-1 The riser equivalent system considering both the internal and external flow [103] 
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将内外流共同作用下立管的有效张力表示为： 

 e top a i i e eT T W AP A P= - - +  （3-1） 

式中：
topT 为顶张力， aW 为表观重量， iP 、 eP 分别表示立管内部和外部的压力， iA 、

eA 分别表示立管内部和外部的横截面积。API RP 2RD 海洋立管设计标准[64]采用的

是这种考虑内外压差影响的有效张力方程，另外考虑了内流质量的影响，但未考

虑内流流速的影响。 

Patel[104]等继续完善和修正了立管有效张力的方程，将内流速度引起的动量变

化对有效张力的贡献加入到方程中。方程可以表示为： 

 2
e top a i i e e i iT T W AP A P AVr= - - + -  （3-2） 

式中： ir为立管内流体密度，V 为内流流速，内流流动方向不会影响有效张力。

DNV-OS-F201[65]海洋立管设计标准中采用了这种包含内流流速贡献的有效张力表

达式， 2
i iAVr 实质上是内流流动引起的离心力，其作用相当于轴向施加的压力，

本文亦将考虑内流流速的影响。 

考虑施加内流后的影响得到输流立管的动力平衡方程。上一章给出的立管动

力平衡方程式（2-8）和式（2-9）是由静力平衡方程推导所得，且考虑了阻尼力与

惯性力的作用，但未考虑内流流动的影响。内流流经海洋立管时在立管弯曲振动

下会产生额外的离心力和科氏力，从而改变立管的结构动力特性，依据海洋立管

设计标准以及前面所述的相关文献[33,34]，将内流对海洋立管动力特性的影响体现

在立管的动力平衡方程上： 

 ( )
()

( ) ( ) ( ) ( )
( )

4 2 2

4 2

, , , , ,
2 +m ) ,e i s i x

x z t x z t x z t x z t x z t
EI T z mV m c f z t

z z z z t t t

µ µ µ µ µè øµ
- + + + =é ù

µ µ µ µ µ µ µê ú
（  （3-3） 

 ( )
()

( ) ( ) ( ) ( )
( )

4 2 2

4 2

, , , , ,
2 +m ) ,e i s i y

y z t y z t y z t y z t y z t
EI T z mV m c f z t

z z z z t t t

µ µ µ µ µè øµ
- + + + =é ù

µ µ µ µ µ µ µê ú
（  （3-4） 

参考挪威设计标准 DNV-OS-F201[65]关于内流的分析，该模型考虑了内流引起

的立管内外压差、内流流速和内流质量的影响， im 为单位长度管内流体质量， eT 为

立管有效张力，体现了立管内流流速和内外压力差的影响，用下式表示为： 

 () 2

0 0e t i i i iT z T PA P A AVr= - + -  （3-5） 

式中： iP 和 0P 分别为立管内外流体压力， iA 和
0A 分别为立管的内部和外部的横截

面积， ir为管内流体密度，V 为内流流速。 
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将式（3-5）分别代入式（3-3）和式（3-4）得： 

 ( )
( )( )

( ) ( )

( ) ( )
( )

4 2

2

0 04

2

2

, , ,
- 2

, ,
+m ) ,

t r i i i i

s i x

x z t x z t x z t
EI T m g L z A P A P mV mV

z z z z t

x z t x z t
m c f z t

t t

µ µ µè øµ
- - - - + +é ù

µ µ µ µ µê ú

µ µ
+ + =

µ µ
（

 （3-6） 
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 （3-7） 

上面两组方程与式（2-8）和式（2-9）形式相似，但增加了内流流速项

( )2 ,
2 i

y z t
mV

z t

µ

µ µ
和

( )2

2

2

,
i

y z t
mV

z

µ

µ
。

( )2

2

2

,
i

y z t
mV

z

µ

µ
为内流引起的施加在立管上的离心力，

是通过有效张力改变引起的，在前面章节有所提及。偏微分项
( )2 ,

2 i

y z t
mV

z t

µ

µ µ
则为内

流引起的施加在立管上的科氏力，科氏力是一种惯性力，存在于旋转系统中，可

以理解为当管内流体经过有一定曲率的管道时，驱使质点运动轨迹形成曲线而偏

离原来直线运动的趋势。科氏力在不同的振动系统中作用效果是不同的，本文研

究的立管边界条件为简支，科氏力类似于阻尼的作用，会对立管振型产生不可忽

视的影响，同样需要引起重视。另外可以发现当内流流速 V=0 时，上式与式（3-3）

和式（3-4）相比，除在质量这一项上增加了内流质量的影响外，与不考虑内流的

立管振动平衡方程都是一致的。 

Monprapussorn[105]和 Chucheepsakul[106]基于伽辽金有限元法对考虑内流流动

的柔性海洋立管结构振动方程进行离散，文献中详细描述了推导过程以及数值验

证，参考这一思路，将上述结构动力学方程用有限元方法离散为： 

 [ ][][ ][][][][ ]xM x C+G x K x F+ + =  （3-8） 

 [ ][][ ][][][] yM y C G y K y Fè ø+ + + =ê ú （3-9） 

式中：与不考虑内流的裸管相比增加了[]G 陀螺矩阵这一项。[]G 体现为科氏力的

作用，求解的详细过程可参考 Monprapussorn 的文献[105]。  

3.1.2 Ὺ  

施加内流后，立管轴向张力发生变化，自振频率会随之发生改变，从而影响

整个振动系统的动力特性，下面将讨论立管的固有频率特性。Lie 等[107]通过试验
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分析提出了顶张力立管 n 阶自振频率的表达式： 

 2 2

Bnn Tnf f f= +  （3-10） 

其中，
2

n
4

n
=

2
B

EI
f

mL

p
为不考虑轴向张力的梁自身的 n 阶固有频率， Tn

2

n
=

2

T
f

mL
为仅

考虑轴向张力改变引起的 n 阶固有频率。L 为立管长度，m 为单位长度立管质量。 

可以看出，立管固有频率受轴向张力影响较大，由式（3-5）可知，随着内流

流速增加，立管有效张力减小，因此立管固有频率会降低。当内流流速较低时，

立管固有频率降低缓慢，当内流流速较高时，立管固有频率降低幅度较大。固有

频率的改变可能使立管进入锁振区域范围内，立管振动剧烈，因此内流的影响应

该引起足够的重视。而内流流速增加到某一临界速度时，一阶固有频率趋近 0，

立管会发生发散失稳和颤振现象，这时立管的振动变得非常复杂，在实际工程中

应避免这种情况发生。 

3.2 ҲῪ  

本节对课题组自主开发的 viv-FOAM-SJTU 求解器进行修改拓展，使其可以实

现内外流共同作用下立管涡激振动的数值模拟。 

首先修改程序的输入模块。本文引入了管内流体，且假定内流为匀速流动，

因此在输入文件中增加三个标量参数：“立管内径”、“内流密度”和“内流流速”，并

分别命名为“internaldiameter”、“internalfluidDensity”和“internalvelocity”，如表 3-1

所示。 

3-1ԓ╙ ԋᴠᾭ  

Table 3-1 Parameters related to internal fluid  

 参数名称 参数语句 

1 立管内径 internaldiameter 

2 内流密度 internalfluidDensity 

3 内流流速 internalvelocity 

 

在程序“readMechanicalProperties.H”中增加参数对应语句，就可以在程序中自

动查询对应的关键字。 
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scalar  

internalfluidDensity(readScalar(mechanicalProperties.lookup(“internalfluidDensit

y”))); 

scalar  

internaldiameter (readScalar(mechanicalProperties.lookup(“internaldiameter”))); 

scalar 

scalar internalvelocity 

(readScalar(mechanicalProperties.lookup(“internalvelocity”))); 

添加输入模块相关参数后，即可按照前面章节所述的内流对立管动力特性的

影响进行程序修改。首先，修改初始化结构场程序“initialize.H”，在质量矩阵模块

加入内流的质量： 

scalar 

massMatrixCoeff=(riserLinearDensity+internalfluidLinearDensity)*elementLengt

h/420.0; 

其次，在程序“updateMatrix.H”中修改各单元轴向张力的更新模块，单元轴向

张力加入内外流压差的作用及内流引入的施加在立管上的离心力，将内流对立管

的影响转化为有效张力的变化：  

scalarVector tensionVector(elementNumber); 

for(label i=0;i<elementNumber;i++) 

{ 

tensionVector[i]=topTension-tensionVaryingRatio*(riserLength-(i+1)*elementLen

gth)-internalfluidLinearDensity*g*(riserLength-(i+1)*elementLength)-internalfluidLin

earDensity*internalvelocity* internalvelocity; 

}  

其中，参数“internalfluidLinearDensity”类比立管线密度进行定义： 

scalar 

internalfluidLinearDensity=Foam::constant::mathematical::pi:internaldiameter* 

internaldiameter* internalfluidDensity/4.0； 

参数“tensionVaryingRatio”定义为： 

tensionVaryingRatio=(riserLinearDensity-fluidLinearDensity)*g； 

最后，将内流引入的施加在立管上的科氏力加入到立管动力平衡方程中，在

程序“initialize.H”中定义陀螺矩阵 gyrosMatrix，体现为科氏力的作用。 
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3.3  

本节基于修改后的求解器进行数值模拟，首先考虑立管内无内流的工况，然

后对立管内有流体流动的工况进行数值验证，以验证求解器的可靠性。 

3.3.1 Ғ Ὺ  

本小节选取 Lehn 等[15]的模型试验作为计算模型开展数值模拟，试验在挪威海

洋技术研究所（Marintek）展开，长 9.63m 的立管被垂直放置于试验水池中，在

立管顶端施加了 817N 的顶部张紧力，立管外径为 0.02m，内径为 0.0191m，立管

主要参数如表 3-2 所示。Lehn 基于该立管模型在均匀流和剪切流中开展了系列试

验，取得了丰富的试验数据。 

3-2ᶎפ╙ ѧ ₩ᶚᴠᾭ 

Table 3-2 Parameters of riser model in uniform flow experiment 

参数名称 符 号 数 值 单  位 

立管长度 L  9.63 m 

弯曲刚度 EI  135.4 N∙m2 

立管外径 D  0.02 m 

立管内径 d 0.0191 m 

质量比 m* 
2.23 － 

长细比 /L D  481.5 － 

预张力 
tT  817 N 

一阶自然频率 1

nf  
1.79 Hz 

二阶自然频率 2

nf  
3.67 Hz 

 

本小节选取 U=0.2m/s 的均匀流来流工况进行数值验证。图 3-2(a)为立管的切

片布置图，共设置 20 个切片，每一切片的计算域范围为 20 40D x D- ¢ ¢ ，

20 20D y D- ¢ ¢ ，所有切片的初始条件和边界条件一致设为： 

左侧入口边界：设置初始流速为固定值，压力梯度设为 0。 

右侧出口边界：压强相对值设为 0，速度梯度设为 0。 

物面边界条件：物面设为无滑移边界。 

对称边界条件：上下两侧边界设为流体的流入量与流出量相等的对称边界。 
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初始条件：根据给定的计算工况设置切片入口处的流场速度。 

图 3-2(b)为某一切片处的网格划分示意图，所有切片的网格划分一致。环形

贴体网格半径为 10D，沿立管结构到外圆方向网格逐渐变稀疏，y+值约为 3，网

格总量为 399440。 

  
a) ᵇ֬Ɑ֫ṵ b)ᴅѦ֬Ɑ ⁪֮֫ 

a) Strip distribution along the riser span b) Grids distribution of one strip 

ᶃ 3-2 ṝᵇ֬Ɑṵ ᴣ֬Ɑ ⁪֮֫ 

Fig.3-2 Strip distribution along the riser span and grids distributions of one strip 

 

由于网格划分的质量直接影响着数值计算的质量，本文首先进行网格收敛性

验证。设置了四种不同网格疏密度和切片数量的网格划分方案，并分别与 Lehn 的

试验结果以及 Wang 等[108]、Wu 等[60]的数值结果进行对比，表 3-3 给出了四种网

格划分方案的具体细节及顺流向及横流向的最大无量纲化均方根（RMS）振幅的

计算结果。数值结果显示，与 10 个切片的切片布置方案相比，采用 20 个切片的

数值结果与试验值更加吻合，对流场的计算具有更高的精准度，Deng[109]等曾基于

求解器进行了一系列不同切片数量的数值模拟，发现采用 20 个切片足以较好地模

拟细长柔性立管涡激振动，因此本文的后续计算将切片数设为 20。数值结果总体

来看，横流向位移均方根幅值计算误差小于 3%，顺流向在 20%以内，误差均在可

接受的范围内。另外，网格 1 与网格 2 的计算结果基本吻合且与试验数据接近，

且网格 1 网格数量较少，在满足计算精确度的前提下能提高计算效率。通过对求

解器的验证，为后续计算提供了可靠支撑。图 3-3(a)~(b)描绘了横流向和顺流向的

位移均方根数值在立管轴向上的分布，可以清晰地看到，在顺流向上立管以两阶

模态发生振动，主振模态为横流向的两倍。三套网格的数值计算结果与试验值对

比吻合较好，横流向位移均方根幅值计算误差小于 3%，顺流向在 20%以内，误差

均在可接受的范围内。另外，网格 2 与网格 3 的计算结果基本吻合且与试验数据

接近，且网格 2 网格数量较少，在满足计算精确度的前提下能提高计算效率。 
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3-3ᶎפ╙ ѧ ₩ᶚᴠᾭ 

Table 3-3 Parameters of riser model in uniform flow experiment 

Re=4000 切片数 网格量 max

xrmsA / D   
max

yrmsA / D  

Lehn(Exp)[15] － － 0.103 0.401 

Wang [108] － － 0.125 0.395 

Wu [60] 20 811000 0.114 0.404 

Mesh 1 10 366720 0.102 0.368 

Mesh 2 20 399440 0.119  0.393 

Mesh 3  20 733440 0.110  0.398  

Mesh 4 20 1026000 0.123  0.412 

    

a)₪╙ᵇῂ ӈ ᶎΆ⁞Ύ  b) ╙ᵇῂ ӈ ᶎΆ⁞Ύ  

a)Dimensionless RMS displacement in CF 
direction 

b)Dimensionless RMS displacement in IL 
direction 

ᶃ 3-3₪╙ᵇᵙ ╙ᵇ ῂ ӈ ᶎΆ⁞Ύ  

Fig.3-3 Dimensionless RMS displacement in the crossflow and in-line directions 

 

图 3-4 给出了立管的瞬时振动轮廓叠加图，其中图 3-4(a)和图 3-4(b)分别表示

模型试验中立管的横流向振动轮廓、顺流向振动轮廓，图 3-4(c) 和图 3-4(d)分别

表示相对应的数值计算结果，与试验结果吻合较好，轮廓形状存在微小差异与选

取时间步的范围等因素有关，误差在允许范围内。 
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a)₪╙ᵇ ᶚᶃ ‛[108] b) ╙ᵇ ᶚᶃ ‛[108] 

a) Experimental results of CF 
vibration profiles[108]  

b) Experimental results of IL 
vibration profiles[108] 

   

c)₪╙ᵇ ᶚᶃ ‛ d) ╙ᵇ ᶚᶃ ‛ 

c) Numerical results of CF vibration 
profiles  

d) Numerical results of IL vibration 
profiles  

ᶃ 3-4 ╙ᵇᴣ₪╙ᵇ ӈט ᶚᶃ 

Fig.3-4 Overlay of instantaneous profiles of the riser in in-line and crossflow directions 
 

图 3-5 给出了立管展向 z/L=0.2 处横流向和顺流向振动的时历曲线图，其中图

3-5(a)、3-5(b)分别给出了模型试验和 Wang 等的数值计算中立管振动时历曲线，

模 型 试 验 中 横 流 向 振 幅 范 围 为 0.43 / 0.48y D- ¢ ¢ ， 顺 流 向 振 幅 范 围 为

( )0.19 / 0.18meanx x D- ¢ - ¢ 。图 3-5(c) 和图 3-5(d)分别表示本文数值收敛时相对应

的数值模拟结果，数值模拟中横流向振幅范围为 0.5 / 0.46y D- ¢ ¢ ，顺流向振幅范

围为 ( )0.19 / 0.19meanx x D- ¢ - ¢ 。对比发现，振动时历曲线和振动幅值与试验数据

吻合较好。 
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a)₪╙ᵇӈ Ὴᴗ ‛[108] b) ╙ᵇӈ Ὴᴗ ‛[108] 

a) Experimental results of CF displacement time 
history[108] 

b) Experimental results of IL displacement time 
history[108]  

     

c)₪╙ᵇӈ ῊᴗᾭӪ ‛ d) ╙ᵇӈ ῊᴗᾭӪ ‛ 

c) Numerical results of CF displacement time 
history 

d) Numerical results of IL displacement time 
history  

ᶃ 3-5₪╙ᵇᵙ ╙ᵇ ᵇ z/L=0.2ᶴ￼ӈ ῊᴗΎ  

Fig.3-5 Comparison of the displacement time histories at z/L=0.2 in CF and IL directions 

 

下面对频率响应进行对比分析，图 3-6 给出了立管展向 z/L=0.2 处顺流向和横

流向的振动频率的试验结果，图 3-6(b)给出了相应位置处的位移功率谱密度的数

值结果。由图 3-6(a)可知，模型试验中立管横流向主振频率为 1.57Hz，对应立管

一阶主振模态，另外存在微弱的二阶和三阶频率成分，频率大小分别为 3.12 Hz、

4.94 Hz。顺流向主振频率为 3.26 Hz，对应立管的二阶固有频率，立管顺流向以二

阶主振模态发生振动，与前面的模态分析一致，另外也存在及其微弱的高阶频率

成分。数值模拟中，横流向振动只捕捉到 1.73 Hz 的一阶单一频率成分，而顺流向

主振频率为 2.55 Hz，另外捕捉到微弱的四阶频率成分，频率值为 6.02 Hz。整体

来看，频率响应与试验值吻合较好，可以较为准确的捕捉主振频率成分，但是欠

缺对于较为微弱的频率成分的捕捉。 
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a)₪╙ᵇᵙ ╙ᵇ z/L=0.2ᶴӈ ꞌו

‛ 

b)₪╙ᵇᵙ ╙ᵇ z/L=0.2ᶴӈ ꞌו ᾭӪ

‛ 

a) Experimental results of spectral density at 
z/L=0.2 of CF and IL displacement 

b) Numerical results of spectral density at 
z/L=0.2 of CF and IL displacement 

ᶃ 3-6₪╙ᵇᵙ ╙ᵇ z/L=0.2ᶴӈ ꞌו  

Fig.3-6 Spectral density of cross-flow and in-line displacement at z/L=0.2   

基于以上结果，viv-FOAM-SJTU 求解器可以有效模拟光滑立管的涡激振动，

为后续数值计算提供了可靠支撑。 

3.3.2 Ὺ  

为验证求解器对考虑内流立管涡激振动数值求解的有效性，需要对考虑内流

的立管模型进行试验验证，本节选取郭海燕团队[83, 88]在山东省海洋工程重点实验

室开展的海洋立管涡激振动试验。立管模型长 6.2m，被垂直放置于水池中，立管

处于阶梯流来流条件下，下部分 5m 长度范围处于静水中，上面 1.2m 范围位于均

匀流中，立管试验模型如图 3-7 所示。立管外径为 20mm，壁厚 1.5mm，主要立

管模型参数如表 3-4 所示。李莹基于该模型分别开展了一系列不同内外流流速组

合的模型试验，试验外流流速为 0.1m/s~1.2 m/s，内流则通过高压自吸水泵控制，

装置如图 1-9 所示。 
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ᶃ 3-7 ₩ᶚ Ỵᶃ 

Fig.3-7 Schematic diagram of test model 

3-4 ₃╙ ѧ ₩ᶚᴠᾭ 

Table 3-4 Parameters of riser model in stepped flow experiment 

参数名称 符 号 数 值 单  位 

立管外径 D  0.02 m 

壁厚 d 1.5 mm 

立管总长 L  6.2 m 

静水中长度 1L  5 m 

均匀流中长度 2L  1.2 m 

长细比 L/D 310 － 

弹性模量 E  97.79 GPa 

单位长度质量 m  0.76 kg/m 

一阶自然频率 1

nf  
2.83 Hz 

二阶自然频率 2

nf  
6.49 Hz 

本节选取的验证工况为外流流速 0.25m/s，内流流速 0 m/s，即管内流体静止。

立管的切片布置、边界条件及网格划分思路与前面章节一致，此处不再赘述。 

图 3-8 给出了横流向无量纲位移均方根曲线，其中黑色实线为试验结果，红

色虚线为本文 CFD 计算结果。可以发现，立管横流向以二阶模态发生振动，试验

值和 CFD 值都在轴向位置 z/L=0.75 处达到幅值，无量纲 RMS 幅值分别为 0.123、

0.112，数值计算结果与试验值相比略微偏小，误差为 9%，在可接受的范围内，

位移均方根曲线下半支与试验值更加吻合。 
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ᶃ 3-8₪╙ᵇ ῂ ӈ ᶎΆ⁞ 

Fig.3-8 Dimensionless RMS displacement in crossflow direction 

 

图 3-9 分别给出了轴向位置 z/L=0.25 处横流向和顺流向振动位移功率谱密度

（PSD）。由图 3-9(a)可知，模型试验中立管横流向振动的主振频率约为 2.8Hz，

频域覆盖范围较宽，围绕主振频率存在多个不可忽视的次生频率成分，数值结果

中，主振频率与频域带宽与试验值吻合较好，但未能精确捕捉到次生频率成分。

模型试验中，立管顺流向振动的主振频率为 7.09Hz，频域带较为狭窄，且存在不

可忽视的次生频率成分，频率值约为 0.64Hz。顺流向主振频率的数值计算结果与

试验值相比略小，原因可能是二维切片处采用均布载荷插值方法造成与实际水动

力载荷之间的误差以及取样时间的随机性。总体来看，频域响应的数值计算结果

与试验值基本一致。 

 

    

a)₪╙ᵇ z/L=0.25ᶴӈ ꞌו ‛[83] b) ╙ᵇ z/L=0.25ᶴӈ ꞌו ‛[83] 

a) Spectral density of CF displacement at 
z/L=0.25 (Experimental results) [83] 

b) Spectral density of IL displacement at 
z/L=0.25 (Experimental results) [83] 
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c)₪╙ᵇ z/L=0.25ᶴӈ ꞌו ᾭӪ ‛ d) ╙ᵇ z/L=0.25ᶴӈ ꞌו ᾭӪ ‛ 

c) Spectral density of CF displacement at 
z/L=0.25 (Numerical results) 

d) Spectral density of IL displacement at 
z/L=0.25 (Numerical results) 

ᶃ 3-9₪╙ᵇᵙ ╙ᵇ z/L=0.25ᶴӈ ꞌו  

Fig.3-9 Spectral density of at z/L=0.25 of cross-flow and in-line displacement  

基于以上分析，viv-FOAM-SJTU 求解器可以有效模拟考虑内流立管的涡激振

动，为后续数值计算提供了可靠支撑。 

3.4  

本章首先介绍了内流引入的物理机制和立管动力特性，包括考虑内流时立管

系统的轴向有效张力和固有频率都发生不同程度的改变，并基于以上理论研究对

viv-FOAM-SJTU 求解器进行拓展，引入了内流计算模块，将内流对立管涡激振

动的影响体现在立管的结构振动平衡方程中。然后基于修改后的求解器进行试验

验证，一方面选取 Lehn[18]系列试验中流速为 0.2m/s 的均匀流试验工况进行数值

验证，对位移响应、模态响应和频率响应等进行对比分析，发现数值结果与试验

结果吻合较好，验证了求解器求解立管涡激振动问题的精准性和有效性。另一方

面，选取郭海燕团队[83, 88]针对含内流立管 VIV 系列试验中外流流速 0.25m/s，管

内流体静止的试验工况进行数值模拟，对比分析了立管横流向振动的位移响应以

及两向立管振动的位移功率谱，数值模拟结果与试验结果基本吻合，验证了求解

器针对含内流立管涡激振动问题的可靠性。通过开展以上模型试验的验证工作，

为本文后续数值计算提供了可靠支撑。 
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 Ғ Ὺ Ґ Ⱶ ꜠ 

本章对均匀流来流条件下输运不同流速内流的顶张力立管涡激振动进行数值

模拟，重点研究内流流速对顶张力立管动力响应特性的影响。在本章中分别设置

不同流速的均匀流来流条件，在每组外流流速下，首先研究管内施加静止流体对

立管动力特性的影响，在此基础上，改变内流流速分别为 V=0m/s、V=1 m/s、V=2 

m/s、V=5 m/s 和 V=10 m/s，以分析不同内流流速下顶张力立管涡激振动响应特性。 

4.1 ‟  

本章选取的计算模型为 Lehn 开展的标准模型试验，立管结构参数和模型构建

已在第三章进行了详细描述，并已基于求解器进行了试验验证，对比验证结果良

好，此处不再赘述。  

4-1 ᵺ Ṫ֙ 

Table 4-1 Oncoming flow velocity parameters in different cases 

工况 外流流速（U） 雷诺数（Re） 

U1 0.2 m/s 4000 

U2 0.28 m/s 5600 

U3 0.36 m/s 7200 

4-2 ᵺ Ṫ֙ 

Table 4-2 Internal fluid flow velocity parameters in different cases 

工况 内流流速（V） 

V0 － 

V1 0 m/s 

V2 1 m/s 

V3 2 m/s 

V4 5 m/s 

V5 10 m/s 

为研究管内流体流动对不同来流条件下立管横流向和顺流向振动特性的影

响，本章设置三组外流流速，分别为：U1=0.2m/s、U2=0.28 m/s 和 U3=0.36 m/s，

其中 U1=0.2m/s 对应立管的一阶振动模态，U2=0.28 m/s 和 U3=0.36 m/s 对应立管

的二阶振动模态，表 4-1 列出了不同工况的详细信息。如表 4-2 所示，共设置了六
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组不同的内流流速，分别为 V0、V1=0m/s、V2=1 m/s、V3=2 m/s、V4=5 m/s 和

V5=10 m/s。其中，V1=0m/s 表示管内流体静止（均质流），为了更好地进行对比，

同时设置管内无流体流动的计算工况 V0。每一均匀流来流工况分别和六组内流流

速工况组合，本章将选取这 18 个计算工况进行数值模拟。  

前面章节已经指出，内流通过作用于立管的轴向张力影响立管的固有频率，

因此内流作用下的立管固有频率的变化是影响立管动力特性的重要参数，此处先

来分析立管的频率特性。表 4-3 给出了 V0（管内无流体）、V1、V3 和 V4 工况中

立管的前四阶模态固有频率。总体来看，施加内流后，立管各阶固有频率减小，

相较于无内流的立管，当管内流体静止时，各阶固有频率降幅较大，分别为 16.8%、

16.3%、16.2%和 16.0%。随着内流流速的增大，各阶固有频率持续降低，但降幅

减小。 

立管发生涡激振动时，立管振动模态是由立管固有频率和斯特劳哈尔频率共

同确定的。一般认为，斯特劳哈尔频率与固有频率最为接近的阶数，即为立管主

振模态的阶数，这很大程度上决定了立管的振动响应特性。此外，海洋立管尤其

是细长柔性立管在湍流中容易发生“锁振现象”，即漩涡脱落频率被结构振动频率

锁定，趋近于立管固有频率，此时立管振动将变得更加剧烈。根据斯特劳哈尔频

率公式及“锁振”发生的条件，一般认为漩涡脱落频率 sf 与固有频率 nf 满足下式

[114]时，立管可能会以该阶模态发生共振，据此可以大致判断立管的锁振条件。 

 ( )0 9 1 4s nf . . fº  （4-1） 

在不同工况下，表格中的某些频率被激发，立管将在激发频率附近处发生振

动，并可能发生锁定，即立管轴向某一范围内的泻涡频率被锁定在立管振动频率

附近。下面将结合立管的固有频率对比分析不同工况下立管涡激振动的位移响应、

模态响应和频率响应等动力特征，研究管内流体流动对顶张力立管涡激振动响应

特性的影响。 

4-3јᵃԓ╙╙ ї ￼ᶁῶ ꞌ 

Table 4-3 Eigenfrequencies of the riser with different internal fluid-conveying velocity 

模态 V0（Hz） V1（Hz） V3（Hz） V4（Hz） 

1 1.79 1.49 1.45 1.40 

2 3.67 3.07 3.04 2.94 

3 5.73 4.80 4.78 4.72 

4 8.04 6.75 6.72 6.65 
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4.2 Ὺ ᵩ  

本小节分别在不同均匀流来流下（U1、U2 和 U3），对 V0 和 V1 工况进行数

值模拟，分析施加静止内流后立管横流向和顺流向动力响应特性的变化规律。 

4.2.1 ꜠  

首先研究立管横流向振动特性。图 4-1 为无内流和静止内流工况中立管横流

向无量纲位移均方根，图 4-1(a)到 4-1(c)分别对应外流流速 U1、U2 和 U3。如图

4-1(a)所示， U1V1 表示外流流速 U=0.2m/s、内流流速 V=0m/s，与表 4-1 和表 4-2

对应，其它同理。结果显示，无论立管内是否存在流体，立管都以一阶模态发生

振动，但施加内流后，立管振动位移发生显著变化，立管上半部分范围内振动略

微减弱，下半部分则振动更加剧烈，总体上来看立管振动增强，振幅增大，且立

管振幅幅值处对应的轴向位置下移。图 4-1(b)表示外流流速为 0.28m/s 时立管的振

动位移情况，发现随着外流流速的增大，立管振动模态升高为二阶，可见外流对

立管振动响应有显著影响，立管内存在静止流体时，立管振动模态同样保持为二

阶，振动幅值增大更为显著，尤其是立管上半部分范围内位移大幅增加。当外流

流速增大为 0.36m/s 时，无内流的裸管工况下立管仍然以二阶模态振动，与 U2 相

比振幅略增大。但施加内流后立管振幅增大不明显，内流对立管的横流向位移响

应影响较小。这不难理解，通常来说，在均匀来流中，外流流速较大时，内流与

外流流速比值（V/U）较小，外流对结构振动的影响权重更大，占据主导地位，而

管内流体对立管振动响应的影响相对较小。 

表 4-4 总结了不同工况中横流向位移的最大值 max

yrmsA / D 及最大值所对应的轴向

位置 z/L。总体来看，柔性立管施加内流后在一定程度上激发了更大的振动幅值，

这与 Guo 等[3]的研究结论一致。产生这一现象的原因是，施加内流后立管固有频

率大幅度减小，而立管设计时，固有频率一般高于激振频率，当固有频率高于旋

涡脱落频率时，内流会使立管轴向更大范围处于锁振区域，使得发生锁振的立管

单元增加，立管响应幅值增大，振动更为剧烈[115, 116]。 
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a)ᶹ╙╙ U=0.2 m/s b)ᶹ╙╙ U=0.28 m/s 

a) External flow velocity U=0.2 m/s b) External flow velocity U=0.28 m/s 

 
c)ᶹ╙╙ U=0.36 m/s 

c) External flow velocity U=0.36 m/s 

ᶃ 4-1ῂԓ╙ᵙ ₿ԓ╙Ṫ֙ѧ ₪╙ᵇῂ ӈ ᶎΆ⁞εјᵃᶎפ╙‎╙Ṫ֙ζ 

Fig.4-1 Dimensionless RMS of crossflow displacement without internal flow(V0) and with 

static internal fluid(V1) in different external uniform flow, respectively 

4-4₪╙ᵇӈ ᶎΆ⁞ẄӪᴣἍḾẔ￼ӈ  

Table 4-4 The maximum of crossflow RMS displacement and its corresponding location 

工况 
max

yrmsA / D (V0) max

yrmsA / D (V1) z/L(V0) z/L(V1) 

U1 0.398 0.432 0.524 0.406 

U2 0.253 0.346 0.249 0.740 

U3 0.173 0.307 0.226 0.245 

 

图 4-2 给出了不同工况下立管横流向瞬时振动轮廓叠加图，通过对比上下两

图可以清晰地看到内流的存在对不同来流条件下立管振型及振幅的影响。如图

4-2(a)和图 4-2(d)所示，在外部来流工况 U1 中，立管以一阶模态发生振动，横流

向振幅范围分别为 0.576 / 0.573y D- ¢ ¢ 和 0.687 / 0.736y D- ¢ ¢ ，施加内流后振幅

增大，这与前面的分析一致。同样可以得到 U2 中的横流向振幅范围分别为

0.391 / 0.391y D- ¢ ¢ 和 0.545 / 0.600y D- ¢ ¢ ，以及外部来流工况 U3 中的横流向振
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幅范围： 0.555 / 0.453y D- ¢ ¢ 和 0.632 / 0.688y D- ¢ ¢ ，立管均以二阶模态振动。

通过振型图，可以更加直观的感受立管振动幅值以及振动模态的变化规律。 

        
a)Ṫ֙ U1V0 b)Ṫ֙ U2V0 c)Ṫ֙ U3V0 

a) The case U1V0 b) The case U2V0 c) The case U3V0 

        
d)Ṫ֙ U1V1 e)Ṫ֙ U2V1 f)Ṫ֙ U3V1 

d) The case U1V1 e) The case U2V1 f) The case U3V1 

ᶃ 4-2јᵃṪ֙ї ₪╙ᵇ ỗӈ ᴬזᶃ 

Fig.4-2 Overlay of instantaneous crossflow vibration profile in different conditions 
 

图 4-3 为不同工况下立管横流向的位移模态权重功率谱密度，横轴表示立管振

动频率，纵轴表示不同模态的功率谱密度，据此可以得到立管各阶模态所占权重

和立管振动频率。对比上下两图观察内流的存在对不同来流条件下立管振动频率

的影响，并通过振动频率与立管自振频率的关系分析验证立管的主振模态。 

如图 4-3(a)，在工况 U1V0 中，立管呈单一频率振动，振动频率为 1.73Hz，与

立管一阶固有频率 1.79Hz 非常接近，因此立管以单一的一阶模态发生振动。如图

4-3(d)，施加静止内流后立管仍以单一频率发生振动，立管振动频率变化不明显，

且主控频率覆盖范围比管内无内流时更窄。如图 4-7(b)所示，在工况 U2V0 中,立

管以单一的二阶频率发生振动，主控频率约为 2.96Hz，在表 4-3 中更接近于 V0

工况下的二阶固有频率 3.67Hz，因此立管以二阶模态发生振动。施加静止内流后

立管仍以单一的二阶频率成分振动，主振频率减小为 2.74Hz。由表 4-3 可知，施
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加内流 V1 后立管二阶固有频率减小为 3.07Hz，与立管主控频率 2.74Hz 非常接近，

此时立管会发生更大范围的锁定现象，立管振动可能更加剧烈，这从另一角度解

释了上一节中 U2V1 工况相比于 U2V0 工况立管振动位移大幅增加的原因。 

如图 4-3(c)所示，在工况 U3V0 中（U=0.36m/s，无内流），立管仍以二阶单一

振动频率发生振动，频率大小约为 3.15Hz，随着外流流速的增大，立管振动频率

增大，与工况 U2V0 相比更加接近于立管的二阶固有频率 3.67Hz，同样对应于立

管的二阶振动模态。立管内存在内流时，如图 4-3(f)，呈现两种频率成分叠加的振

动情况，主振频率仍为二阶振动频率，次生频率为 1.48Hz，所占权重较小。总体

来看，立管内部存在静止流体时，立管振动频率略微减小，变化幅度不大。 

          
a)Ṫ֙ U1V0 b)Ṫ֙ U2V0 c)Ṫ֙ U3V0 

a) The case U1V0 b) The case U2V0 c) The case U3V0 

             
d)Ṫ֙ U1V1 e)Ṫ֙ U2V1 f)Ṫ֙ U3V1 

d) The case U1V1 e) The case U2V1 f) The case U3V1 

ᶃ 4-3јᵃṪ֙ї ₪╙ᵇӈ ₩ỗ  ꞌו Ḹẙ 

Fig.4-3 Modal weight power spectral densities of CF displacements in different conditions 
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4.2.2 ꜠  

本文的研究重点为立管横流向的涡激振动响应规律，因此本节仅选取 U1 和

U3 工况讨论立管顺流向的涡激振动响应。在每一外流来流工况下，同样对比工况

V0 与 V1 的数值计算结果，分析施加内流后立管顺流向振动动力响应规律。 

     

a)ᶹ╙╙ U1=0.2 m/s b)ᶹ╙╙ U3=0.36 m/s 

a) External flow velocity U1=0.2 m/s b) External flow velocity U3=0.36 m/s 

ᶃ 4-4ῂԓ╙ᵙ ₿ԓ╙Ṫ֙ѧ ╙ᵇῂ ӈ ᶎΆ⁞εјᵃᶎפ╙‎╙Ṫ֙ζ 

Fig.4-4 Dimensionless RMS of in-line displacement without internal flow(V0) and with static 

internal fluid(V1) in different external uniform flow, respectively 

 

图 4-4(a) 和图 4-4(b)分别给出了两种不同来流条件（U1=0.2m/s、U3=0.36m/s）

下立管顺流向的无量纲位移均方根曲线。如图 4-4(a)所示，当立管内无流体（U1V0）

时，立管顺流向以两阶模态发生振动，为横流向振动模态的两倍，施加静止内流

（U1V1）后，顺流向主振模态未发生变化仍为两阶，立管顺流向振动幅值与管内

无流体时振动幅值增大。图 4-4(b)为均匀流流速 U2=0.36m/s 时立管顺流向的无量

纲位移均方根曲线，计算结果表明，与 U1=0.2m/s 的工况相比立管振动模态由两

阶增大为五阶，由此可见外流流速是影响立管涡激振动模态的重要因素。施加内

流后立管主振模态仍然保持为五阶，与 U1 不同的是，振动位移也与无内流工况

相比变化不大。这再次验证了前文的结论：外流流速越小，内流流速的变化对立

管振动位移响应的影响越显著。 

图 4-5 给出了不同工况下立管顺流向瞬态位移叠加图，其中图 4-5(c)和图 4-5(d)

为减去时均值后的位移。可以发现，立管顺流向位移可以看做立管围绕沿来流方

向弯曲的平衡位置做瞬时微幅运动。如图 4-5(a)和图 4-5(b)，立管围绕平衡位置以

二阶模态发生振动，施加内流后立管的平衡位置有增大的趋势，且由于存在较为

微弱的高阶模态振型，因此立管振型较为杂乱。而图 4-5(c)和图 4-5(d)显示，当外



上海交通大学硕士学位论文 

- 49 - 

流流速增大为 U3=0.36m/s 时，立管平衡位置和位移幅值仅有微小的增大趋势。 

          

a)Ṫ֙ U1V0 b)Ṫ֙ U1V1 c)Ṫ֙ U3V0 d)Ṫ֙ U3V1 

a) The case U1V0 b) The case U1V1 c) The case U3V0 d) The case U3V1 

ᶃ 4-5јᵃṪ֙ї ╙ᵇ ỗӈ ᴬזᶃ 

Fig.4-5 Overlay of instantaneous in-line vibration profile in different conditions 

 

立管顺流向的频率响应更加复杂，图 4-6 给出了不同工况下立管顺流向的位

移功率谱密度云图。如图 4-6(a)所示，立管内无流体流动时立管以二阶主振频率

振动，频率大小约为 3.49Hz，且存在较为微弱的四阶频率成分，频率大小约为 6.98 

Hz。如图 4-6(c)所示，当立管内存在静止流体时，立管的主振频率仍为二阶，但

四阶频率成分占比重更大，内流的存在使立管多频率共振更为明显，此工况下立

管处于二阶模态到更高阶模态的过渡状态。U3 工况下立管多频共振更加显著，如

图 4-6(b)，立管主振频率为五阶，对应立管顺流向的五阶主振模态，但出现了频

率带较宽的低阶频率成分，立管轴向大部分区域都参与立管的低频率振动，这是

由于顺流向的振动特征决定的，顺流向上立管最终的平衡位置是沿着来流方向弯

曲的，这一弯曲形状是与立管的一阶振型吻合的，因此位移功率图谱可以捕捉到

立管顺流向的整体振型，体现为频率带较宽的低阶频率成分。而我们更关注的是

立管围绕这一平衡位置的振动，因此可以忽略这一因素的影响。另外发现存在内

流时，如图 4-6(d)，立管轴向更多单元参与立管的五阶频率振动，且立管轴向更

大范围内四阶频率成分被激发，立管的多频振动更加显著，这使得立管轴向更大

范围内自振频率被激发的可能性增强。总体来看，内流对立管顺流向振动频率大

小的影响较小，但容易激发立管轴向不同位置处的多阶频率成分，多频共振现象

明显。 
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a)Ṫ֙ U1V0 b)Ṫ֙ U3V0 

a) The case U1V0 b) The case U3V0 

         

c)Ṫ֙ U1V1 d)Ṫ֙ U3V1 

c) The case U1V1 d) The case U3V1 

ᶃ 4-6јᵃṪ֙ї ╙ᵇӈ ꞌו  

Fig.4-6 Spectral power density of in-line displacement in different conditions 

4.3 ᵤῪ  

本小节分别在不同均匀流来流工况下（U1、U2 和 U3），给管内流体较低的恒

定流速（V2=1m/s 和 V3=2m/s），通过与静止内流工况（V1）对比探究较低流速内

流对立管动力响应特性的作用规律。 

4.3.1 ꜠  

首先研究立管横流向振动特性。图 4-7 为各工况下的立管横流向无量纲位移

均方根，图 4-7(a)至图 4-7(c)分别对应外流流速 U1、U2 和 U3。当 U1=0.2 m/s 时，

计算结果显示，相比于静止内流工况 V1，施加较低流速内流的 V2 和 V3 工况下

振动模态未发生变化，仍为一阶，但立管振动幅值发生不同程度的减小。图 4-7

（b）表示外流流速为 0.28m/s 时立管的振动位移情况，可以看到较低流速内流对

立管横流向振动位移的影响有相同的趋势。而当外流流速增大为 0.36m/s 时，内

流的速度变化对立管振幅的影响较为微弱，立管上半部分振动位移略微增大，下

半部分位移幅值基本不变，较低流速的内流流动对立管横流向位移响应的影响同

样较小，原因同前。总体来看，较低内流流速时，立管的振动位移会发生不同程

度的增大或减小，由于立管自振频率相比于静止内流的立管自振频率变化不大，
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因此立管振动模态仍保持不变。 

    

a)ᶹ╙╙ U1=0.2 m/s b)ᶹ╙╙ U2=0.28 m/s 

a) External flow velocity U1=0.2 m/s b) External flow velocity U2=0.28 m/s 

 

c)ᶹ╙╙ U=0.36 m/s 

c) External flow velocity U=0.36 m/s 

ᶃ 4-7 Ӊԓ╙╙ Ṫ֙ѧ ₪╙ᵇῂ ӈ ᶎΆ⁞εјᵃᶎפ╙‎╙Ṫ֙ζ 

Fig.4-7 Dimensionless RMS of crossflow displacement with lower internal fluid(V2 V3) in 

different external uniform flow, respectively 

 

图 4-8 给出了不同工况下立管横流向瞬时振动轮廓叠加图。最左边一列为 U1

来流下不同工况的计算结果，可以发现不同内流流速下立管始终以一阶模态发生

振动，内流工况 V1、V2 和 V3 下横流向振幅范围分别为 0.687 / 0.736y D- ¢ ¢ 、

0.570 / 0.596y D- ¢ ¢ 和 0.513 / 0.531y D- ¢ ¢ ，发现较低内流流速时随着内流流速

的增大立管振动有减小的趋势。中间一列为 U2 来流下不同内流流速的振型图，

可以看到立管保持为二阶模态振动，内流工况 V1、V2 和 V3 下立管的横流向振幅

范围分别为 0.545 / 0.600y D- ¢ ¢ 、 0.500 / 0.555y D- ¢ ¢ 和 0.396 / 0.483y D- ¢ ¢ ，

立管振动位移变化趋势同 U1 工况相同。同样可以得到 U3 来流工况下的计算结果，

立 管 的 横 流 向 振 幅 范 围 分 别 为 0.632 / 0.688y D- ¢ ¢ 、 0.688 / 0.720y D- ¢ ¢ 和
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0.702 / 0.713y D- ¢ ¢ ，可以发现在 U3 来流下随着内流流速的增加，立管振动更

加剧烈。因此，在较低内流流速下，内流对立管振动位移响应的影响随来流条件

不同呈现不同的趋势，这与内流作用机理的复杂性有关，在内外流的耦合影响下，

立管的涡激振动响应规律变得更加复杂。 

           

a)Ṫ֙ U1V1 b)Ṫ֙ U2V1 c)Ṫ֙ U3V1 

a) The case U1V1 b) The case U2V1 c) The case U3V1 

           

d)Ṫ֙ U1V2 e)Ṫ֙ U2V2 f)Ṫ֙ U3V2 

d) The case U1V2 e) The case U2V2 f) The case U3V2 

           

g)Ṫ֙ U1V3 h)Ṫ֙ U2V2 i)Ṫ֙ U3V3 

g) The case U1V3 h) The case U2V2 i) The case U3V3 

ᶃ 4-8јᵃṪ֙ї ₪╙ᵇ ỗӈ ᴬזᶃ 

Fig.4-8 Overlay of instantaneous crossflow vibration profile in different conditions 
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图 4-9 为不同工况下立管横流向的位移模态权重功率谱密度。对比分析不同

内流流速对立管振动频率的影响，左中右三列分别对应 U1、U2 和 U3 的来流工况。

U1 工况下，立管在一阶自振频率附近发生振动，对应立管的一阶振动模态，当外

流流速由 U1 增大为 U2 时，立管振动频率增大，更加趋近于二阶自振频率，相应

的振动模态为二阶模态。当外流流速增大为 U3 时，立管振动频率进一步增大。

施加较低内流流速与内流流速为 0 的工况对比结果显示，无论在何种来流条件下，

较低内流流速对立管主振频率及模态的影响不大。 

                 
a)Ṫ֙ U1V1 b)Ṫ֙ U2V1 c)Ṫ֙ U3V1 

a) The case U1V1 b) The case U2V1 c) The case U3V1 

                  
d)Ṫ֙ U1V2 e)Ṫ֙ U2V2 f)Ṫ֙ U3V2 

d) The case U1V2 e) The case U2V2 f) The case U3V2 
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g)Ṫ֙ U1V3 h)Ṫ֙ U2V3 i)Ṫ֙ U3V3 

g) The case U1V3 h) The case U2V3 i) The case U3V3 

ᶃ 4-9јᵃṪ֙ї ₪╙ᵇӈ ₩ỗ  ꞌו Ḹẙ 

Fig.4-9 Modal weight power spectral densities of CF displacements in different conditions 
 

4.3.2 ꜠  

此处分析立管顺流向的位移响应。图 4-10 为各工况下的立管顺流向无量纲位

移均方根，图 4-10(a)和图 4-10(b)分别对应外流流速 U1 和 U3。如图 4-10(a)所示，

与横流向一致，立管振动位移发生不同程度的减小，较低内流流速下立管顺流向

振动模态始终保持为两阶，但两阶振型越来越不明显，处于模态转换的过渡状态。

如图 4-10(b)，外流流速增大为 0.36m/s 时，内流流速的改变对立管顺流向振动位

移的影响较小。总体来看，同横流向位移的变化趋势相似，施加较低流速内流后，

立管振动位移有不同程度的增减，位移变化规律较为复杂，但立管振动模态不变。 

       
a)ᶹ╙╙ U1=0.2 m/s b)ᶹ╙╙ U3=0.36 m/s 

a) External flow velocity U1=0.2 m/s b) External flow velocity U3=0.36 m/s 

ᶃ 4-10 Ӊԓ╙╙ Ṫ֙ѧ ╙ᵇῂ ӈ ᶎΆ⁞εјᵃᶎפ╙‎╙Ṫ֙ζ 

Fig.4-10 Dimensionless RMS of in-line displacement with lower internal fluid(V2 V3) in different 

external uniform flow, respectively 
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总体来看，速度较低的内流流动对立管涡激振动特性的影响主要还是体现为

对振动位移的影响，而对立管振动模态和振动频率的影响不明显。 

4.4 Ὺ VIV  

本小节研究较高内流流速对立管涡激振动的影响，继续增大立管内流流速为

5m/s 和 10m/s，分别对应工况 V4 和 V5，本节同样选取静止内流 V1 工况作为对

比工况，探究较高内流流速下立管 VIV 响应规律。 

4.4.1 ꜠  

图 4-11 为各工况下的立管横流向无量纲位移均方根，图 4-11(a)至图 4-11(c)

分别对应外流流速 U1、U2 和 U3。如图 4-11(a)，当内流流速增大到一定程度时，

立管振动模态发生转变，横流向主振模态由一阶变为两阶，原因主要是内流流速

较高时，立管固有频率降低幅度较大，同一外流流速下漩涡脱落频率可能会落在

更高的相邻模态区间内，从而立管可能转换为更高阶模态振动，具体见后面频率

分析部分。另外可以发现，这时立管横流向位移均方根幅值显著减小，与无内流

相比降幅分别约为 51%、42%，这是由于模态的上升导致立管容伸率减小，从而

会导致位移幅值减小，从外流与立管能量传递角度来看，振幅较大的高振型很难

被激发。 

图 4-11(b)表示外流流速为 0.28m/s 时立管的振动位移曲线，可以看到随着内

流流速的增大，横流向振动模态由二阶升高为三阶，但三阶振型主导作用不明显，

且振动幅值大幅度减小，相比于 U2V1 工况降幅分别约为 60%、64%。图 4-11(c)

为外流流速 U3=0.36m/s 时立管横流向的无量纲位移均方根值，计算结果表明，随

着内流流速的增大，立管横流向振动同样由二阶模态跃迁为三阶模态，且由于外

流流速增大，立管振动更加剧烈，U3V4 和 U3V5 工况横流向振幅比 U3V1 工况分

别约降低 33%、20%，减小幅度相较于 U2 工况偏低。 
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a)ᶹ╙╙ U1=0.2 m/s b)ᶹ╙╙ U2=0.28 m/s 

a) External flow velocity U1=0.2 m/s b) External flow velocity U2=0.28 m/s 

 

c)ᶹ╙╙ U=0.36 m/s 

c) External flow velocity U=0.36 m/s 

ᶃ 4-11 ԓ╙╙ Ṫ֙ѧ ₪╙ᵇῂ ӈ ᶎΆ⁞εјᵃᶎפ╙‎╙Ṫ֙ζ 

Fig.4-11 Dimensionless RMS of crossflow displacement with higher internal fluid (V4 and V5) 

in different external uniform flow, respectively 

 

由上面的分析可知较高内流流速下立管涡激振动的典型特征是容易发生模态

跃迁，为了更好地分析立管振型变化，图 4-12 给出了不同工况下立管横流向瞬时

振动轮廓叠加图。左边一列为 U1 工况下的立管振型图，当内流流速增大为 5m/s

和 10m/s 时，横流向振动模态由一阶变为两阶，横流向振幅范围分别减小为

0.329 / 0.386y D- ¢ ¢ 和 0.470 / 0.441y D- ¢ ¢ ，原因与上面的位移分析一致。当外

部来流工况为 U2 和 U3 时，随着内流流速的增大，横流向振动模态同样都由二阶

变为三阶，横流向振幅大幅度减小，这是由于立管模态的上升导致立管容伸率减

小，且 U3 来流工况相比于 U2 来流工况的三阶模态振幅增大。通过振型图，可以

更加直观的感受立管振动幅值以及振动模态的变化规律，当立管内流体流速增大

到一定程度时，立管振动模态将会发生跃迁。 
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a)Ṫ֙ U1V1 b)Ṫ֙ U2V1 c)Ṫ֙ U3V1 

a) The case U1V1 b) The case U2V1 c) The case U3V1 

          

d)Ṫ֙ U1V4 e)Ṫ֙ U2V4 f)Ṫ֙ U3V4 

d) The case U1V4 e) The case U2V4 f) The case U3V4 

         

g)Ṫ֙ U1V5 h)Ṫ֙ U2V5 i)Ṫ֙ U3V5 

g) The case U1V5 h) The case U2V5 i) The case U3V5 

ᶃ 4-12јᵃṪ֙ї ₪╙ᵇ ỗӈ ᴬזᶃ 

Fig.4-12 Overlay of instantaneous crossflow vibration profile in different conditions 
 

通常来说，立管的主控模态是由斯特劳哈尔频率和立管固有频率共同确定的。

固有频率能反映立管自身的固有特性：结构刚度和振动特性等，斯特劳哈尔频率

则体现了外部流场输入能量的大小。内流流速增大到一定程度时，立管固有频率
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降幅较大，同时立管受到内部输运高速流体和内外压差的影响，从而引起立管主

振频率和主振模态的变化。U1 工况下，随着内流流速增大为 5m/s 和 10 m/s，立

管各阶固有频率降低，而在外部能量输入恒定时，立管振动模态容易跃迁到相邻

更高阶模态，即以二阶频率振动，主振频率分别增大为 2.67 Hz、2.54 Hz。中间为

U2 工况的计算结果，可以发现当 V=5m/s 时，立管振动出现三阶模态，且出现多

模态共振现象。当 V 增大到 10m/s 时，立管主振频率仍为二阶振动频率，但出现

比重较大的三阶频率成分和一阶频率成分，出现明显的多模态共振。由此可见，

较高内流流速的影响下立管更容易发生多模态共振及主控模态的转换现象，细长

柔性立管的振动响应变得更加复杂。最右侧为 U3 工况的计算结果，发现当

V4=5m/s 时，立管的二阶和三阶振动模态都占有较大的比重，V5=10m/s 时，主振

模态转化为三阶，此时二阶频率成分所占比重较小，立管频率响应更为复杂，出

现明显的多频共振现象。从总体上来看，较高内流流速对立管频率响应影响较大，

随着内流流速的增大，立管振动频率随之增大，以更高阶自振频率振动，较高内

流流速使立管的多频共振更容易发生，从而容易激发立管更多单元处的“锁振”。 

            
a)Ṫ֙ U1V1 b)Ṫ֙ U2V1 c)Ṫ֙ U3V1 

a) The case U1V1 b) The case U2V1 c) The case U3V1 

                      
d)Ṫ֙ U1V4 e)Ṫ֙ U2V4 f)Ṫ֙ U3V4 

d) The case U1V4 e) The case U2V4 f) The case U3V4 
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g)Ṫ֙ U1V5 h)Ṫ֙ U2V5 i)Ṫ֙ U3V5 

g) The case U1V5 h) The case U2V5 i) The case U3V5 

ᶃ 4-13јᵃṪ֙ї ₪╙ᵇӈ ₩ỗ  ꞌו Ḹẙ 

Fig.4-13 Modal weight power spectral densities of CF displacements 

4.4.2 ꜠  

再来看立管顺流向的位移响应。图 4-14 为各工况下的立管顺流向无量纲位移

均方根，图 4-14(a)和图 4-14(b)分别对应外流流速 U1 和 U3。如图 4-14(a)所示，

随着内流流速的持续增大（V4、V5），振动模态发生转变，顺流向主振模态由二

阶转变为四阶，且立管最大位移均方根值显著减小，降幅分别约为 45%、38%，

原因同前。如图 4-14(b)，外流流速增大为 0.36m/s 时，顺流向振动位移及主振模

态随着内流流速的增加变化不大。因此不难看出，即使立管内流流速较大，当外

流流速较高时外部来流对立管 VIV 响应特性的影响仍然占据主导。但总体来看，

内流对立管振动位移和振动模态的影响较大，尤其是内流流速较高时，因此内流

的作用应该引起足够的重视。  

       
a)ᶹ╙╙ U1=0.2 m/s b)ᶹ╙╙ U3=0.36 m/s 

a) External flow velocity U1=0.2 m/s b) External flow velocity U3=0.36 m/s 

ᶃ 4-14 ԓ╙╙ Ṫ֙ѧ ╙ᵇῂ ӈ ᶎΆ⁞εјᵃᶎפ╙‎╙Ṫ֙ζ 

Fig.4-14 Dimensionless RMS of in-line displacement with higher internal fluid (V4 and V5) in 

different external uniform flow, respectively 
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     由前文可知，内流的存在对立管的模态响应特性影响较大，当内流流速达到

某一临界值时，立管模态容易向相邻高阶模态发生跃迁，横流向和顺流向多模态

共振更为显著，甚至可能会发生屈曲失稳和颤振现象[68]。图 4-15 给出了 U1=0.2m/s

时不同内流流速下的立管位移时空云图，图中实线等值线表示正值，虚线表示负

值。静止内流 V1 工况下立管以二阶主振模态发生振动，偶尔切换为四阶振动模

态。当 V=5m/s 和 10m/s 时，可以看到立管保持稳定的四阶模态，立管的模态响应

呈现“驻波”模式。图 4-16 分别给出了 U2=0.28m/s 时立管在不同时段内的横流

向位移时空云图。V1 工况下立管以单一的二阶模态发生振动。当 V=5m/s 和 10m/s

时，可以看到立管横流向振动出现明显的多模态振动特性，立管三阶振动模态与

二阶振动模态并存，立管主振模态随着时间的推移不断转换，立管振动“行波”

模式明显，且三阶振动节点靠近立管两端，这与前面的位移均方根曲线形状一致。

 

a)Ṫ֙ U1V1 b)Ṫ֙ U1V4 c)Ṫ֙ U1V5 

a) The case U1V1 b) The case U1V4 c) The case U1V5 

ᶃ 4-15јᵃṪ֙ї ╙ᵇӈ Ὴ ҉ᶃεU1=0.2 m/sζ 

Fig.4-15 Spatial temporal plot of IL displacement in different conditions when external flow 
velocity U1=0.2 m/s 

 
a)Ṫ֙ U2V1 b)Ṫ֙ U2V4 c)Ṫ֙ U2V5 

a) The case U2V1 b) The case U2V4 c) The case U2V5 

ᶃ 4-16јᵃṪ֙ї ₪╙ᵇӈ Ὴ ҉ᶃεU2=0.28 m/sζ 

Fig.4-16 Spatial temporal plot of CF displacement in different conditions when external flow 
velocity U2=0.28 m/s 

 

    图 4-17 给出了 U3=0.36m/s 时各内流流速下立管横流向的各阶模态权重图，

可以观察到每一工况均有至少三阶模态参与振动，存在明显的多模态共振现象。

当立管内无流体流动时，在整个时间历程内二阶模态始终占据主导，不存在相邻

模态之间的转换，如图 4-17(a)所示。当内流流动速度较低时（U3V1、U3V2 和
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U3V3），虽然大部分时间历程内二阶模态权重仍占比较大，但一阶模态和三阶模

态所占比重上升，且在某些时间段内存在相邻模态之间的转换现象。如图 4-17(c) 

的 U3V2 工况，在 43s~43.5s 时间范围内，立管的二阶和三阶振动模态所占比重相

当。当内流流速持续增大时，如图 4-17(e)和图 4-17(f)所示，在大多数时刻，立管

主振模态由二阶上升为三阶，V=10m/s 时这一现象更加明显，这与立管固有频率

的降低有关，原因在上文已经详细阐述。另外可以发现在整个时间历程内，立管

振动模态不断发生切换，二阶模态和三阶模态同时参与立管的振动，立管的振动

变得更加复杂，因此内流的存在需要引起足够重视。 

图 4-18 则为 U3=0.36m/s 时各内流流速下立管顺流向的各阶模态权重图，可

以观察到立管顺流向主振模态为五阶，但四阶模态也占据较高的权重，立管存在

多模态共振现象，随着内流流速的持续增大，四阶模态所占的比重越来越小。U3V4

工况下，立管以单一的五阶模态发生振动，而当 V 增大为 10m/s（U3V5）时，出

现了六阶模态成分。虽然顺流向中内流没有影响立管的主振模态，立管的更高阶

振动模态较难被激发，但随着内流流速的增大，立管的更高阶振动模态逐渐凸显，

模态的过渡性得到了更好的体现。 

 

a)Ṫ֙ U3V0 b)Ṫ֙ U3V1 c)Ṫ֙ U3V2 

a) The case U3V0 b) The case U3V1 c) The case U3V2 

  

d)Ṫ֙ U3V3 e)Ṫ֙ U3V4 f)Ṫ֙ U3V5 

d) The case U3V3 e) The case U3V4 f) The case U3V5 
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ᶃ 4-17јᵃṪ֙ї ₪╙ᵇӈ ₩ỗ  ῊᴗΎ εU3=0.36 m/sζ 

Fig.4-17 Time history curve of modal weights of CF displacement in different conditions when 

external flow velocity U3=0.36 m/s 

  

a)Ṫ֙ U3V0 b)Ṫ֙ U3V1 c)Ṫ֙ U3V2 

a) The case U3V0 b) The case U3V1 c) The case U3V2 

 

d)Ṫ֙ U3V3 e)Ṫ֙ U3V4 f)Ṫ֙ U3V5 

d) The case U3V3 e) The case U3V4 f) The case U3V5 

ᶃ 4-18 ╙ᵇӈ ₩ỗ  ῊᴗΎ εU3=0.36 m/sζ 

Fig.4-18 Time history curve of modal weights of IL displacement when external flow velocity 
U3=0.36 m/s 

 

4.4.3 ⅎ  

本节通过分析 U2V0、U2V1、U2V4 和 U2V5 工况下立管的泻涡情况，进一

步分析内流流速对立管涡激振动响应的影响。 

如图 4-19 展示了计算收敛后四个工况中立管展向的瞬时尾涡脱落情况。可以

看出，内流对立管泻涡形态有显著影响，尤其是在 U2V4 和 U2V5 工况下内流流

速较高时，立管尾部泻涡呈现清晰的“2S”泻涡模式。同时可以看出，立管轴向范

围内各切片的泻涡存在相位差，从而说明立管轴向各节点处振动位移存在差异。 
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a)Ṫ֙ U2V0 b)Ṫ֙ U2V1 

a) The case U2V0 b) The case U2V1 

   

c)Ṫ֙ U2V4 d)Ṫ֙ U2V5 

c) The case U2V4 d) The case U2V5 

ᶃ 4-19ᵺѦṪ֙ѧ ṝᵇ￼ ῊṔ╩  

Fig.4-19 Instantaneous vortex shedding along riser span in the four conditions 

 

为了更清晰地观察切片的泻涡情况，图 4-20 至图 4-23 给出了不同工况中中间

切片处的瞬时涡量云图，分别对应工况 U2V0、U2V1、U2V4 和 U2V5。对于每一

个工况，分别选取了计算收敛后四个时刻的瞬时涡量场，以分析不同工况的漩涡

泻放过程和脱涡形态，其中时间间隔取为 0.05s。观察立管泻涡过程可以发现，在

工况 U2V0 中，当立管内不存在内流时，在靠近结构处漩涡脱落还未得到充分发

展，出现同向或反向涡粘现象，但可以看到正负涡对在立管两侧对称分布，随着

漩涡不断向后脱落，旋转方向相反的涡对交替脱落，立管尾流场处漩涡发放形态
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呈现“2S”模式。在工况 U2V1 中，当立管内存在静止内流时，立管泻涡模式未发

生明显变化，而靠近立管处的脱涡频率降低，这也与前面加入内流后立管振动频

率降低相一致。在工况 U2V4 和 U2V5 中，当立管内存在较高流速内流时，立管

泻涡频率和泻涡形态出现了显著变化，立管尾部泻涡呈现清晰规则的“2S”泻涡模

式，形成典型的“卡门涡街”。可见内流的存在对流场漩涡脱落会产生显著影响，

从而进一步影响立管的振动频率、振动模态和振动位移，内流影响下立管的动力

响应特性也变得更加复杂。 

    
 

     
ᶃ 4-20ѧ ֬Ɑᶴ￼ Ὴ╩ ᶃ εṪ֙ U2V0ζ 

Fig.4-20 Instantaneous vorticity plot of middle strip in a vibration period (The case U2V0) 
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ᶃ 4-21ѧ ֬Ɑᶴ￼ Ὴ╩ ᶃ εṪ֙ U2V1ζ 

Fig.4-21 Instantaneous vorticity plot of middle strip in a vibration period (The case U2V1) 

     
 

       

ᶃ 4-22ѧ ֬Ɑᶴ￼ Ὴ╩ ᶃ εṪ֙ U2V4ζ 

Fig.4-22 Instantaneous vorticity plot of middle strip in a vibration period (The case U2V4) 
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ᶃ 4-23ѧ ֬Ɑᶴ￼ Ὴ╩ ᶃ εṪ֙ U2V5ζ 

Fig.4-1 Instantaneous vorticity plot of middle strip in a vibration period (The case U2V5) 

 

图 4-24 给出了全部工况下的立管横流向位移均方根幅值，其中横坐标表示不

同的内流流速工况。整体来看立管振动位移受内流的影响较大，尤其是较高内流

流速工况（V4 和 V5）下由于立管振动模态升高导致立管振动幅值减小。相比于

U1 和 U2 工况，在 U3 工况下内流对立管的振动位移影响较小，这与前面的论述

一致。 

 

ᶃ 4-24јᵃṪ֙ї ₪╙ᵇӈ ᶎΆ⁞ẄӪ 

Fig.4-24 Dimensionless RMS amplitude of cross flow displacement in different conditions 

 

表 4-5 总结了数值计算得到的 18 个工况下横流向和顺流向的立管振动频率和

振动模态成分，振动模态按所占比重由大到小列出。可以发现，从总体上来看，

当内流流速较低时，立管振动模态基本不发生转变，立管振动频率变化不大。当

内流增大到一定程度时，会发生多模态共振及主控模态的增大，此时立管振动频

率随之增大。外流流速较大时，内流流速的改变对立管振动模态响应影响较小，

尤其是 U3=0.36m/s 时立管顺流向主振模态未发生变化。这时由于当外流流速较大

时，内流流速与外流流速比值较小，外流流速对立管动力响应影响更大，占据主

导地位。顺流向频率及模态响应更为复杂，更容易出现多模态共振现象，虽然顺
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流向位移远小于横流向位移，但频率响应约为横流向的两倍，在研究中亦不应该

忽视。 

4-5ᴿṪ֙ѧ ט ꞌᵙ  ỗ₩ט

Table 4-5 Vibration frequency and mode of the riser in different conditions 

工况编号 横流向 顺流向 

频率（Hz） 模态 频率（Hz） 模态 

U1V0 1.73 1 2.55 2、4 

U1V1 1.7 1 2.29 2、4 

U1V2 1.68 1 2.29 2、4 

U1V3 1.68 1 2.28 2、4 

U1V4 2.67 2 5.14 4 

U1V5 2.54 2 4.98 4 

U2V0 2.73 2 6.71 4 

U2V1 2.74 2 5.94 4 

U2V2 2.71 2 5.97 4 

U2V3 2.60 2 6.10 4 

U2V4 3.06 3、1 6.10 4 

U2V5 3.07 3、2、1 7.78 5、4 

U3V0 3.21 2 9.05 5、4 

U3V1 3.16 2、1 8.41 5、4 

U3V2 3.14 2 8.40 5、4 

U3V3 3.17 2 8.45 5、4 

U3V4 2.82 2、3、1 7.37 5 

U3V5 4.10 3、2、1 7.29 5、6 

4.5  

内流通过影响立管的有效张力改变立管的固有频率，在内流的作用下，立管

的固有频率降低，从而影响立管的动力响应特性。本章对考虑不同内外流流体速

度的顶张力立管涡激振动进行了数值模拟。为研究不同来流条件下管内流体的存

在对立管涡激振动动力响应的影响，设置三组十八个工况分别进行数值模拟。立
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管处于均匀流中，外流流速分别取 0.2m/s、0.28 m/s 和 0.36 m/s，在每一外流流速

下，首先计算不考虑内流的光滑立管的涡激振动，并设置五组不同的内流流速，

分别取为 0m/s、1m/s、2m/s、5m/s 和 10m/s。通过对比分析不同工况下立管的位

移响应、频率响应与模态响应等响应规律来研究内流对立管动力响应特性的影响。

计算结果发现，立管横流向振动中，相比于无内流立管，施加静止内流后立管振

动幅值发生不同程度的增大，立管振动模态保持不变，振动频率略微增大。当内

流流速较低时，由于立管各阶固有频率降低幅度较小，内流的作用主要体现为立

管幅值的变化，立管主振频率未发生明显变化，尤其当光滑立管固有频率高于结

构振动频率时，内流的存在使更多的立管单元趋近锁振区域，立管振动更加剧烈，

振幅显著增大。当内流流速较高时，本文对应的工况为内流流速 V=5m/s 和 10m/s，

立管固有频率降低较大，从而引起结构频率的变化，此时立管可能会发生模态的

跃迁，即以相邻更高阶模态发生振动。另外，立管可能会发生多模态共振现象并

且随着时间的推移会发生模态的转换，因此管内流体的流动尤其是内流流速较高

时对立管动力响应的影响需要引起格外重视。此外横向对比三组不同的外流流速，

可以观察到外流流速较高时，内流对立管动力响应的影响相对较小，此时外流的

主导作用更加明显。内流流动对立管顺流向振动的影响规律与横流向相似，但影

响程度更小，尤其体现在振动模态方面，光滑立管顺流向振动模态通常为横流向

振动模态的两倍，加入内流后立管顺流向振动的更高阶模态相对难以激发，因此

本章重点研究横流向立管的振动。 
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֒  Ғ Ⱶᵲ Ґ Ὺ ꜠  

管内流体通过影响立管的轴向有效张力改变立管的固有频率，从而影响立管

的动力特性。当内流流速增大时，立管有效张力减小，因此内流与立管顶部固有

张紧力有相反的作用效果。为探究两个参数的作用规律，本章对施加不同顶部预

张力和不同内流流速的立管开展数值模拟。 

5.1 ‟  

本章选取的标准试验模型是 Chaplin(2005)[2]在阶梯流中开展的顶张力立管的

试验研究，试验中立管模型被置于阶梯流场中，上部 55%处于静水中，其余部分

处于均匀流中，如图 5-1，立管总长为 13.12m，立管外径 0.028m，内径 0.026m，

立管主要模型参数如表 5-1。网格划分方案及切片布置思路同上一章。 

本章选取 Chaplin 系列试验中的第一个工况（U=0.16m/s，T=405N）进行数值

计算，王哲[110]已基于 viv-FOAM-SJTU 求解器对这一不考虑内流的试验工况进行

了数值模拟，数值结果与试验结果吻合较好，从而验证了求解器的可靠性。本文

基于此继续开展内流作用下立管涡激振动的数值研究，设置了一系列工况，分别

取内流流速 V=0 m/s、5 m/s 和 10m/s，并在每组内流流速下改变立管顶张力大小

为 405N、605N 和 805N，以探究顶端预张力对含内流立管涡激振动的影响，其中

顶端预张力为 405N 的算例与标模试验工况一致，详细的计算工况设置见表 5-2。 

 

ᶃ 5-1 Chaplin Ỵᶃ 

Fig.5-1 Schematic diagram of Chaplin’s modal test 
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5-1 ₃╙ ѧ ₩ᶚᴠᾭ 

Table 5-1 Parameters of riser model in stepped flow experiment 

参数名称 符 号 数 值 单  位 

立管总长 L  13.12 m 

立管外径 D  0.028 m 

立管内径 d 0.026 m 

弯曲刚度 EI  29.88 Nm2 

长细比 L/D 469 － 

顶部张紧力 
tT  405 N 

质量比 *m  3 － 

5-2 ҋ ᾭӪ Ṫ֙ 

Table 5-2 Numerical calculation conditions in Chapter 5 

工况 顶张力（N） 内流流速（m/s） 外流流速（m/s） 

1 405 － 0.16 

2 605 － 0.16 

3 805 － 0.16 

4 405 5 0.16 

5 605 5 0.16 

6 805 5 0.16 

7 405 10 0.16 

8 605 10 0.16 

9 805 10 0.16 

5.2 Ⱶ Ғ Ὺ ꜠Ⱶ  

首先研究不考虑内流的光滑立管，网格划分及切片布置思路如上一章所述，

分别改变立管的顶张力为 405N、605N 和 805N，来探究随着顶张力的改变立管涡

激振幅及模态的变化。图 5-2 给出了不同顶部张紧力作用下立管横流向的无量纲

位移均方根曲线。由图 5-2 可知，立管主振模态均为两阶，随着顶张力的增加，

立管振动幅值所对应的轴向位置变化不大，无量纲位移均方根幅值分别为 0.249、

0.205 和 0.114，立管振动幅值显著降低。这是由于施加在立管顶端的张紧力为轴
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向张力，张力越大，对立管的控制作用越强，立管振动幅值越小。 

图 5-3 给出了工况 1-3 中立管横流向瞬时振动轮廓叠加图。立管都以二阶模态

发生振动，横流向振幅范围分别为 0.317 / 0.366y D- ¢ ¢ 、 0.294 / 0.294y D- ¢ ¢ 和

0.207 / 0.186y D- ¢ ¢ ，发现随着顶张力的持续增大，立管振幅不断减小。 

 

ᶃ 5-2јᵃ ắדї ₪╙ᵇῂ ӈ ᶎΆ⁞ 

Fig.5-2 Dimensionless RMS displacement in crossflow direction with different top tension 
tT  

      

a)Ṫ֙  b)Ṫ֙҇ c)Ṫ֙ѕ 

a) case 1 b) case 2 c) case 3 

ᶃ 5-3јᵃ ắדї ₪╙ᵇ ỗӈ ᴬזᶃ 

Fig.5-3 Overlay of instantaneous crossflow vibration profile with different top tension 
tT  

 

图 5-4 给出了不同顶张力下立管横流向位移时空云图，颜色的深浅表示立管

位移响应的大小，据此可观察到立管整体振动情况随时间的变化。当顶张力

=405tT N ，立管振动为驻波和行波交替振动，三阶和二阶振动模态同时存在。当

顶张力增大到 605N 时，立管转变为完全的驻波振动，存在清晰的二阶振型。而

当顶张力增大到 805N 时，立管再次转变为驻波和行波交替振动，立管以二阶模

态为主振模态，依稀可以辨别出一阶振型。总体来看，随着顶张力的增大，立管

横流向振动模态呈下降的趋势。 
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a)Ṫ֙  b)Ṫ֙҇ c)Ṫ֙ѕ 

a) Case 1 b) Case 2 c) Case 3 

ᶃ 5-4јᵃ ắדї ₪╙ᵇӈ Ὴ ҉ᶃ 

Fig.5-4 Spatial temporal plot of CF displacement with different top tension 
tT   

 

图 5-5 为不同顶张力下立管横流向的各阶模态权重图。由图 5-5（a）可知，

当顶张力 =405NtT 时，立管表现为多模态振动（二阶和三阶），在整个时间历程内

以二阶模态为主，所以振型表现为二阶。当顶端张力
tT 增大为 605N 时，立管主

振模态仍为二阶，且二阶模态所占比重更高，三阶模态的振动频率降低，因此能

量占比更为微弱，接近于 0。而当顶端张力
tT 增大到 805N，立管振动模态为稳定

的二阶模态，此时立管横流向振动为单一的二阶振型。不难发现，随着顶张力的

增加，立管模态和振幅有降低的趋势，与前面分析的内流的作用效果相反，所以

适当增加顶张力可以对立管涡激振动起到一定的抑制效果，从而抵消内流的影响。

   

a)Ṫ֙  b)Ṫ֙҇ c)Ṫ֙ѕ 

a) Case 1 b) Case 2 c) Case 3 

ᶃ 5-5јᵃ ắדї ₪╙ᵇӈ ₩ỗ  ῊᴗΎ  

Fig.5-5 Time history curve of modal weights of CF displacement with different top tension 
tT  

 

与内流对立管动力响应影响的原因一致，顶部张紧力同样通过直接影响立管

轴向张力而改变立管固有频率，体现为立管的动力响应特性的变化。前文已经分

析过，随着内流的增大，立管固有频率降低。而在顶部预张力的作用下，立管各

阶固有频率增加，表 5-3 给出了不同顶端预张力下立管前三阶固有频率，同时结

合图 5-6 给出的立管横流向的位移功率谱密度云图来分析立管的频率响应。当顶
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张力
tT 为 405N 时，如图 5-6(a)所示，立管横流向位移频率为 0.909Hz，与这一工

况下的二阶固有频率（1.138Hz）非常接近，因此横流向以二阶模态发生振动，且

能观察到较为微弱的三阶频率成分，频率大小为 1.341 Hz，远小于三阶固有频率，

因此三阶模态振动能量不高，这与图 5-4(a)一致。当顶张力
tT 增大为 605N 时，如

图 5-6（b）所示，立管横流向位移频率为 1.223Hz，与立管二阶固有频率（1.387Hz）

非常接近，因此立管横流向振动模态不改变，但三阶频率成分消失。当顶张力
tT 增

大到 805N 时，如图 5-6(c)所示，立管横流向位移频率为 1.454Hz，与立管二阶固

有频率（1.598Hz）非常接近，立管仍以二阶模态发生振动，且出现了较为微弱的

一阶频率成分。通过以上分析可知，立管振动位移频率与固有频率最为接近的阶

数为立管的主控模态阶数，立管以该阶模态发生振动。当顶张力持续增大时，立

管固有频率增幅较大，立管振动位移频率可能越来越接近于与之相邻的低一阶固

有频率，以更低一阶的模态发生振动，但顶张力的增大不是无限制的，超过一定

范围时，轴向应力的增大会对结构强度产生负面影响。以上算例中，立管主振模

态虽未发生变化，但体现了立管模态的转化趋势。 

5-3јᵃ ắדї ᶁῶ ꞌ 

Table 5-3 Natural frequency of the riser with different top tension  

( )tT N  ( )1

nf Hz  ( )2

nf Hz  ( )3

nf Hz  

405 0.566 1.138 1.725 

605 0.691 1.387 2.095 

805 0.796 1.598 2.410 

 

a)工况一 b)工况二 c)工况三 
a) Case 1 b) Case 2 c) Case 3 

ᶃ 5-6јᵃ ắדї ₪╙ᵇӈ ꞌו  

Fig.5-6 Graphs of spectral power density of CF displacement with different top tension 
tT  

5.3 Ⱶ Ὺ ꜠Ⱶ  

前一小节指出，内流与顶张力对立管动力响应的作用效果相反，本节通过算
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例进行验证，研究考虑内流的顶张力立管涡激振动，改变内流流速分别为 5m/s 和

10m/s，同时改变立管的顶张力为 405N、605N 和 805N，探究顶张力的变化对考

虑内流的立管涡激振动的影响，来分析顶张力和内流这两个参数的共同作用规律。 

5.3.1 Ὺ V=5m/s 

图 5-7 给出了当管内流体流速为 5m/s 时，不同顶部张紧力作用下立管横流向

的无量纲位移均方根曲线。与管内无流体的工况对比发现，当
tT 保持为 405N 时，

立管振动模态由二阶增大为四阶，但四阶振型不太清晰，由此可见在内流的影响

下立管模态增大，这与上一章内流的影响规律一致。立管在轴向位置 z/L=0.54 处

达到幅值，无量纲位移均方根幅值为 0.079。当增大顶张力为 605N 后，立管主振

模态转化为三阶，这体现了顶张力对内流的抑制作用，且立管振动幅值略微增大，

在轴向位置 z/L=0.49 处无量纲位移均方根幅值增大为 0.085，这是由于立管模态的

降低导致结构的容伸率增加。随着顶张力继续增加到 805N，立管主振模态保持为

三阶，且在轴向位置 z/L=0.44 处振动幅值降低为 0.065，体现了顶张力的增大对立

管振动位移的抑制作用。内流的存在会使立管的固有频率和振动频率降低，立管

状态趋于“软化”，但当立管顶部预张力较大时，内流作用变得不明显。 

图 5-8 给出了工况四到六中立管横流向瞬时振动轮廓叠加图。工况四中，立

管三阶和四阶振型同时可见，工况五和工况六中立管均以三阶模态振动，三阶振

型清晰可见。 

 

ᶃ 5-7јᵃ ắדї ₪╙ᵇῂ ӈ ᶎΆ⁞εԓ╙╙ V=5m/sζ 

Fig.5-7 Dimensionless RMS displacement in crossflow direction with different top tension 
tT  
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a)Ṫ֙ᵺ b)Ṫ֙ҋ c)Ṫ֙Ԉ 

a) case 4 b) case 5 c) case 6 

ᶃ 5-8јᵃ ắדї ₪╙ᵇ ỗӈ ᴬזᶃ 

Fig.5-8 Overlay of instantaneous crossflow vibration profile with different top tension 
tT  

 

图 5-9 为当管内流体流速为 5m/s 时，不同顶张力下立管横流向的各阶模态权

重图，据此来分析顶张力和内流的共同作用。由图 5-9（a）可知，当顶张力 =405NtT

时，立管以三阶和四阶模态发生共振，且两者比重相当，再次验证了内流的存在

对立管振动模态会产生不可忽视的影响，即立管主振模态增加。当顶端张力
tT 增

大为 605N 时，立管四阶振动模态变得不明显，以三阶振动模态为主，因此立管

呈稳定的三阶振型振动。而当顶端张力
tT 增大到 805N，立管四阶振动模态消失，

三阶振动模态仍占主导，且出现二阶振动模态成分。不难看出，随着内流的增加，

立管振动模态发生跃迁，且影响较为剧烈，出现比无内流计算工况高两阶的模态

成分，这可能是由于外流流速为 0.16m/s 较低，管内流体流动对立管动力响应的

影响更加显著；在保持内流流速不变的情况增大顶张力，立管振动模态有降低的

趋势，通过顶部张紧力抵消了部分内流的作用，在一定程度上对立管涡激振动起

到了抑制作用，尤其抑制其向更高阶振动模态转化。 

   

a)Ṫ֙ᵺ b)Ṫ֙ҋ c)Ṫ֙Ԉ 

a) Case 4 b) Case 5 c) Case 6 
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ᶃ 5-9јᵃ ắדї ₪╙ᵇӈ ₩ỗ  ῊᴗΎ εԓ╙╙ V=5m/sζ 

Fig.5-9 Time history curve of modal weights of CF displacement with different top tension 
tT  

when internal flow velocity V=5 m/s 

 

图 5-10 给出了相应不同顶张力下立管横流向的位移功率谱密度云图。由表 5-2

可知，当顶张力为 405N 时，无内流的立管的三阶固有频率为 1.725Hz，如图 5-10(a)

所示，对于管内流体流速为 5m/s 时，立管以频率大小为 1.44 Hz 的三阶主振模态

振动，反映了在内流的影响下，立管同阶固有频率降低，同时也出现了四阶模态

成分。当立管顶张力为 605N 和 805N 时，立管主振频率分别为 1.33Hz 和 1.47Hz，

主 振 模 态 均 为 三 阶 ， 立 管 振 动 位 移 呈 现 出 较 为 清 晰 的 三 阶 振 型 。

  

a)Ṫ֙ᵺ b)Ṫ֙ҋ c)Ṫ֙Ԉ 

a) Case 4 b) Case 5 c) Case 6 

ᶃ 5-10јᵃ ắדї ₪╙ᵇӈ ꞌו εԓ╙╙ V=5m/sζ 

Fig.5-10 Spectral power density of the CF displacement with different top tension 
tT  

when internal flow velocity V=5 m/s 

5.3.2 Ὺ V=10m/s 

再来讨论内流流速 V=10m/s 的工况，图 5-11 给出了当管内流体流速为 10m/s

时，不同顶部张紧力作用下立管横流向的无量纲位移均方根曲线。与前面工况对

比发现，当
tT 保持为 405N 时，立管振动模态变得更加复杂，出现四阶及以上模

态振型，由此可见内流流速增大后，立管振动模态更加复杂，因此应该关注内流

对立管振动响应的影响，尤其是内流流速较大时更应该引起重视。当顶张力增大

为 605N 后，立管以三阶模态振动，在轴向位置 z/L=0.41 处振幅最大，无量纲位

移均方根幅值增大为 0.074，这同样是由于立管模态的降低导致结构的容伸率增

加。随着顶张力继续增加到 805N，立管主振模态减小为二阶，与未施加内流前立

管的主振模态一致，由此可见顶张力的增大抵消了内流的作用，顶部预张力较大

时内流的作用不明显。此外，随着顶张力增大，立管振幅降低，无量纲位移均方

根幅值减小到 0.047，这体现了顶张力对立管振动响应的抑制作用，与前文的结论

一致。 
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图 5-12 给出了工况七到九中立管横流向瞬时振动轮廓叠加图，可以清晰地看

到随着顶张力增加立管振动模态的转换过程。当顶张力
tT 为 405N 时，立管动力

响应受内流影响较大，三阶振型和四阶振型同时存在，当顶张力
tT 分别增大到

605N 和 805N 时，立管振动模态分别降低为三阶和二阶。 

 

ᶃ 5-11јᵃ ắדї ₪╙ᵇῂ ӈ ᶎΆ⁞εԓ╙╙ V=10m/sζ 

Fig.5-11 Dimensionless RMS displacement in crossflow direction with different top tension 

tT  when internal flow velocity V=10 m/s 

    

a)工况七 b)工况八 c)工况九 
a) case 7 b) case 8 c) case 9 

ᶃ 5-12јᵃ ắדї ₪╙ᵇ ỗӈ ᴬזᶃ 

Fig.5-12 Overlay of instantaneous crossflow vibration profile with different top tension 
tT  

 

图 5-13 给出了内流流速为 10m/s 时不同顶张力下立管横流向的位移模态权重

功率谱密度，可以清楚地观察到顶张力和内流共同作用下立管振动模态及频率响

应的变化规律。如图 5-13(a)所示，当顶张力
tT 为 405N 时，立管的多模态振动非

常明显，立管三阶和四阶振动模态均占据较大的比重，主控频率约为 1.43Hz。保
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持内流流速不变，增大立管顶张力，观察立管的模态及频率响应变化。如图 5-13(b)

所示，当立管顶张力增大为 605N 时，立管的主振模态仍为三阶，但四阶模态权

重降低，且五阶模态成分消失，此时立管主控频率约为 1.49Hz，立管主振频率变

化不大。如图 5-13(c)所示，当立管顶张力增大为 805N 时，立管主振模态转换为

两阶，三阶模态和一阶模态同样不可忽视，立管主振频率约为 1.34Hz。此时立管

主振模态恢复为未施加内流前立管的主振模态，与工况一的动力响应特征类似，

由此可见，顶张力的增加可以抵消内流的影响，效果显著。总体来看，随着顶部

张紧力的增大，立管振动模态明显降低，主振频率变化不大，图 5-13 清晰的展现

了这一变化过程。 

      
a) 工况七 b)工况八 c)工况九 
a) Case 7 b) Case 8 c) Case 9 

ᶃ 5-13јᵃ ắדї ₪╙ᵇӈ ₩ỗ  ꞌו ḸẙεV=10m/sζ 

Fig.5-13 Modal weight power spectral densities of CF displacements with different top tension 

tT  when internal flow velocity V=10 m/s 

与上一章的计算结果相比，内流的影响更加显著，表现为立管模态以及位移

的变化更加剧烈，一方面是由于外流流速较小，因此更加凸显内流的作用；另一

方面本章模型试验中顶张力较小，而内流在很大程度上是通过影响立管的轴向张

力来发挥作用的。总体来看，在顶张力和内流的综合影响下，立管振动响应规律

更加复杂，具有更多的不确定性，同时立管也容易发生多模态共振现象。 
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5.4  

上一章已经指出，内流通过影响立管的轴向有效张力改变立管的固有频率，

进而影响立管的动力响应特性。由立管固有频率的计算公式可得，随着立管顶张

力的增大，立管固有频率增大，这与内流的作用效果相反，因此不难想象，顶张

力的增加在一定程度上可以抵消内流的作用。 

因此本章探究顶张力和内流这两个参数共同作用下对立管涡激振动响应的影

响，共设置了三组九个工况，保持外流流速不变，设置三组不同的内流流速，分

别为 0m/s、5m/s 和 10m/s，并在每一内流流速下，改变立管顶部张紧力的大小，

对不同内流流速下的顶张力立管涡激振动进行了数值模拟。分别讨论每一工况下

立管的位移响应、频率响应和模态响应。 

当不施加内流时，随着立管顶张力的增大，立管振幅减小，振动模态有减小

的趋势。当立管内存在内流时，顶张力对立管动力响应的作用表现得更加明显。

具体表现为立管振动模态的降低与同一模态下立管振幅的减小，由于较高的内流

流速使得立管以较高阶模态振动，相比于以稳定的低阶模态振动，立管更容易发

生模态的转化。当立管顶张力为 405N 时，同时存在二阶和三阶振动模态，当顶

张力持续增大为 605N 时，立管的三阶振动模态权重降低，而当顶张力增大到 805N

时，立管主振模态转化为二阶，顶张力的增大抵消了内流对立管的作用。 

立管振动频率方面，立管受到内流和顶张力的综合影响，这两者同时决定立

管各阶固有频率的大小，立管的固有频率特性具有更大的不确定性，固有频率的

改变影响结构的频率响应特性，从而使立管振动模态发生转化，此时立管振动频

率响应规律较为复杂。对于工况一到三，随着顶张力的变化，立管固有频率增大，

立管振动频率随之增大，这是由于顶张力的作用没有使立管主振模态发生改变，

这与立管本身的主振模态较小这一因素有关。对于工况七到九，由于顶张力的增

大使得立管振动模态减小，虽然立管各阶固有频率增大，但立管振动频率变化不

大。 
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῏  ғ  

6.1 Ὴ  

本文在课题组自主开发的海洋柔性立管涡激振动求解器 viv-FOAM-SJTU 的

基础上，拓展了添加内流后立管涡激振动求解的功能，将内流对立管涡激振动的

影响体现在立管的结构振动平衡方程中。本文首先基于修改后的求解器，分别对

均匀流中管内无流体的立管涡激振动和管内存在静止流体的立管涡激振动进行数

值模拟，数值结果与试验结果吻合良好，从而验证了求解器的可靠性。在此基础

之上，本文分别讨论了在不同来流工况下管内流体流速以及顶部张紧力对立管涡

激振动响应的影响。本文主要结论如下： 

本文首先在雷诺数 4000- 7200范围内对均匀流下考虑管内流体流动的立管模

型进行了数值模拟。得出以下结论： 

1）立管外部来流条件很大程度上决定了立管的振动响应特性，外流流速越高，

立管振动往往更加剧烈，表现为立管振动位移和振动模态数的增加。当外流流速

不变，内部流体流动速度较低时，内流对立管振动频率影响较小，立管振动模态

未发生明显变化，然而立管位移受内流的影响发生不同程度的增大或减小。总体

来看，立管振幅大多有增加的趋势，这是由于施加内流后，立管自振频率减小，

而当立管振动频率小于相应的自振频率时，内流的存在必定使立管更多单元趋于

锁振状态，此时立管幅值增加。 

2）当内流流速足够高时，内流主要体现为对立管振动频率和振动模态的影响，

随着内流的增大，立管各阶模态对应的固有频率降幅更为显著，相同的外部能量

输入下自然可以激发立管的更高阶模态，立管最高阶振动模态随内流流速增大发

生跃迁。立管振动模态较高时的容伸率较低，因此位移通常呈下降趋势。内流流

速较高时，立管振动频率响应和模态响应更加复杂，更容易发生多频响应和多模

态振动，由于沿立管轴向一个锁定位置仍然对应一个自然频率，因此与主振频率

最接近的立管自振频率阶数为立管的主振模态阶数。 

3）纵向对比不同外流流速下管内流体流动对立管 VIV 的影响，可以发现：在

均匀来流中，外流流速较大时，内流与外流流速比值较小，外流对结构振动的影

响权重更大，占据主导地位，而管内流体对立管振动响应的影响相对较小；横向

对比不同内流流速下立管横流向和顺流向的涡激振动响应，可以发现：顺流向中

立管振动位移比横流向小，但振动频率约为横流向的两倍。施加内流后，顺流向
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位移的变化趋势与横流向大致相同，内流流速较高时同样会发生模态的跃迁，且

顺流向频率响应更加复杂，更容易发生多频共振现象。 

4）立管的振动特性受很多因素的影响，而且这些因素之间的影响是复杂耦合

的，而内流通过影响立管的固有属性进而影响立管的振动响应和流场泻涡。经典

研究结果指出，立管在内流的作用下更容易发生锁定，体现为沿立管轴向锁定范

围的增大。本文研究结果发现，立管在内流的作用下更容易出现多频率振动，因

而在外部来流不变的情况下，立管的固有频率更容易被激发。且立管不同轴向位

置处的振动频率不同，出现多频率振动现象，因而当发生锁定时的锁振频率也不

同，体现为立管的多模态振动。 

在此基础上，本文对阶梯流下考虑管内流体流动的顶张力立管模型进行了数

值模拟，探讨内流流速和顶张力的共同作用规律。得出以下结论： 

1）当不施加内流时，随着立管顶张力的增大，立管振幅减小，振动模态有减

小的趋势。当立管内存在内流时，顶张力对立管动力响应的作用表现得更加明显，

顶张力可以一定程度上抵消内流的影响。具体表现为立管振动模态的降低与同一

模态下立管振幅的减小，由于较高的内流流速使得立管以较高阶模态振动，相比

于以稳定的低阶模态振动，立管更容易发生模态的转化。当立管顶张力为 405N

时，同时存在二阶和三阶振动模态，当顶张力持续增大为 605N 时，立管的三阶

振动模态权重降低，而当顶张力增大到 805N 时，立管主振模态转化为二阶，顶

张力的增大抵消了内流对立管的作用。 

2）立管振动频率方面，立管受到内流和顶张力的综合影响，这两者同时决定

立管各阶固有频率的大小，立管的固有频率特性具有更大的不确定性，固有频率

的改变影响结构的频率响应特性，从而使立管振动模态发生转化，此时立管振动

频率响应规律较为复杂。对于工况一到三，随着顶张力的变化，立管固有频率增

大，立管振动频率随之增大，这是由于顶张力的作用没有使立管主振模态发生改

变，这与立管本身的主振模态较小这一因素有关。对于工况七到九，由于顶张力

的增大使得立管振动模态减小，虽然立管各阶固有频率增大，但立管振动频率变

化不大。 

6.2  

考虑内流的柔性立管涡激振动是十分复杂的非线性问题，目前的研究现状大

多基于数学方法和经验模型展开，缺乏对内流机制和各个物理场相互耦合机理的
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研究，相关的数值模拟更为鲜见。本文将内流的作用体现在立管的动力平衡方程

上，来研究管内流体流动对立管振动响应的影响，结合目前的研究现状及本文的

研究成果，对未来的研究提出如下展望： 

1）考虑更高雷诺数下海洋立管的涡激振动。本文选取的计算工况对应的雷诺

数最高仅 7200，后续工作可以考虑采用 LES 方法或 DES 方法等对更高雷诺数下

海洋立管的涡激振动进行数值模拟，同时综合考虑内流的作用。 

2）考虑复杂外流条件下海洋立管的涡激振动。实际的海洋环境是非常复杂的，

本文仅对均匀流和剪切流工况下柔性立管涡激振动进行数值模拟，下一步可以增

加剪切流工况下柔性立管的涡激振动响应研究。另外本文采用的二维切片法进行

流场部分的计算，可以在保证精度可靠的前提下节省计算资源，但忽略了立管尾

部泻涡的三维效应，后续工作可考虑使用具有一定厚度的三维切片进行流场模拟。 

4）考虑更为复杂的内流场作用下海洋立管的涡激振动。本文将内流场简化为

以恒定速度流动，实际上内流场是非常复杂的，在工程实际中更接近于活塞流，

其周期性变化将会引起更为复杂的动力响应特性，这一方面的研究成果较少，亟

待补充。另外还存在内流为多相流的情况，由于不同的流型对应的数学模型是不

一样的，很难找到一个比较完善的数学模型去描述复杂的管内多相流，且管内多

相流随着不同相占比的变化，密度是变化的，增大了研究难度，最近也有部分研

究学者对此进行了探讨，尚需不断深入完善。 

5）考虑采用 CFD方法数值模拟真实的内流场，实现各物流场的耦合。本文的

研究思路是构建施加内流立管的数值模型，进行数值模拟。为了更加接近实际情

况，可以采用 CFD方法数值模拟真实的内流场，更加直观地研究内流的作用机制

和复杂现象，比如立管内流场的二次流效应，但要实现各物理场的全耦合，需要

考虑的参数和因素更多，难度更大，为后续的研究提出了挑战。 
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