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摘要：本文对考虑内、外部流动的弹性管涡激振动（VIV）开展数值研究，分析不同外部剪切流速、内流速度和内

部流体密度作用下弹性管的多模态耦合振动响应。首先，对所采用的数值方法进行网格依赖性研究和流-固耦

合（FSI）可靠性验证；随后基于提出的耦合关联分析方法，结合 3D位置-频率-能量（PFE）谱分析方法，阐述弹

性管振幅波峰和波谷的空间多模态竞争特性。结果表明，内流流速和密度的增加均会放大弹性管的顺流向平

均偏移，但内流的参与通常并不能有效改变其主振模态。此外，在弹性管的振幅波峰位置处通常表现为高阶主

频响应，其振动轨迹具有明显的“8”字形特征；而弹性管振幅波谷位置处一般显现为低阶次频响应，多模态竞争

现象显著，其振动轨迹相对混乱。
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Multi-mode vibration response of flexible pipe under
coupled effect of external current and internal flow

CHEN Zheng-shou, WANG Shuai
(Department of Naval Architecture and Ocean Engineering, Zhejiang Ocean University, Zhoushan 316022, China)

Abstract: A numerical study of vortex-induced vibration (VIV) related to a flexible pipe system subjected to external current
and internal flow was performed mainly to investigate the complex vibration response of the flexible pipe due to the coupled ef⁃
fect of external current and varying-density internal flow. The numerical model was validated through mesh dependency and flu⁃
id-structure interaction (FSI) analysis. A coupled correlation analysis method, combined with a 3D position-frequency-energy
(PFE) spectral analysis technique, was proposed to reveal the spatial multi-mode competition along the flexible pipe span. It is
shown that the increase in the velocity and density of internal flow amplifies the spanwise in-line mean deflection, but has limit⁃
ed effect on the dominant vibration mode. The vibration modes at the amplitude peak and trough are significantly different. High
order vibration modes, characterized by classical“8”-shaped vibration trajectories, are dominant around the amplitude peak,
but low order vibration modes become predominant, and phenomena of spatial multi-mode competition with chaotic vibration
trajectories are favorable at the amplitude trough.
Key words: vortex-induced vibration; fluid-structure-fluid coupling; position-frequency-energy (PFE);

spatial multi-mode competition

0 引 言

随着现代海洋工程技术的发展，弹性管在深海采矿行业中得到了广泛的应用。这种用于运输水
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下自然资源（天然气、石油和矿产等）的竖直深水弹性管，在水平向外部流体作用下易产生涡激振动

（VIV）[1]。除了水平向外部流体载荷，弹性管内部流体也会对弯曲管道结构的动态响应特性产生明显

的影响。内部流体沿管体轴向高速运动会产生离心力和附加质量力，从而致使弯曲弹性管产生更加

复杂的振动响应。当弹性管系统同时受到内外耦合流动作用时，容易诱发双重流-固耦合（FSI）现象，

导致结构的剧烈振动响应，加速结构的疲劳损坏。管体一旦损坏，将会产生严重的海洋污染和生态灾

难，造成巨大的经济损失。因此，研究弹性管在内外流耦合作用下的振动响应机制具有重要的科学和

工程实际意义。

近年来，各国学者对圆柱形结构以及弹性管线的VIV响应特性开展了广泛的研究[2-5]。考虑内外

流耦合作用下弹性管线的复杂耦合动力学，也有不少的研究成果。Guo等[6]通过具有内流的弹性管模

型试验发现，内部流动会减小管体的轴向相关性；Chen等[7]数值研究了上行和下行内流对海洋弹性管

流-固耦合动力学的影响，发现内流的输送方向在决定大跨度弹性管的动力响应方面起着不同的作

用；Duan等[8]研究发现在输送内流的弹性管的横流向（CF）和顺流向（IL）的VIV响应中，行波特征是突

出的；Zhu等[9]实验研究了受内部段塞流和外部剪切流组合作用影响的弯曲弹性管的耦合振动响应，

发现管道的振动响应在很大程度上受到内部气液两相流的影响；另外，Xie等[10]研究了输送可变密度

流体的弹性管道的动态响应，发现弹性管 IL平均偏移随内部流速和内部流体密度的增加而明显放大。

目前，对内外流耦合作用下弹性管振动响应的研究，主要集中在内外流速的变化对弹性管的振幅、

振频、主振模态等振动响应特性的影响。而关于内部流体密度对弹性管振动响应的影响则很少被提

及。然而实际工程中，流经弹性管的内部流体可能含有石油、天然气和海水，总的内流密度可能随着时

间和空间的变化而变化，这恰是需要重视的问题。本文基于 3D CFD-FEM（有限元法），对内部轴向流

和外部剪切流耦合作用下弹性管的流-固耦合振动响应开展数值仿真研究，分析大长径比弹性管在不

同位置（如振幅波峰和波谷）的振动响应，旨在客观评价弹性管在内外流耦合作用下的动态响应过程。

研究外部剪切流速、内部流速和内流密度对大长径比弹性管的VIV动力学的影响。特别是，提出一种

耦合关联分析方法（位置-振幅关联位置-振频），并通过 3D位置-频率-能量（PFE）图示揭示弹性管的

空间多模态分布特性，分析振幅波峰和波谷在空间上的模态竞争以及由此产生的振动能量的转移。

1 数值方法

1.1 流体控制方程

本文数值计算模型是通过求解非稳态三维不可压缩Navier-Stokes方程，结合大涡模拟（LES）与动

态 SmagorinskySGS模型建立的。对于三维不可压缩粘性流体运动，由温度变化引起的能量转换可忽

略不计，仅需满足平均连续性方程和动量方程。

连续性方程的微分形式为
∂ūi
∂xi = 0 (1)

动量方程的微分形式为

ρ
∂ūi
∂t + ρ

∂
∂xj ( ūi ū j ) = -

∂p̄
∂xi +

∂
∂xj ( )τ̄ij - ρ - -- ---

u''i u''j (2)
式中，ρ为流体密度；t是时间；ui是流体速度分量；p代表压力；μ是流体动力粘度；v是运动黏度系数；xi
和 xj是流体单元的位置向量（i, j ∈ [ ]1, 2, 3）；ū、p̄分别表示速度和压力的时间平均值；

- -- ---
u''i u''j 是雷诺应力

张量，它代表与湍流相关的流体速度的小尺度波动；τij为粘性应力张量。

1.2 结构动力学控制方程

关于弹性管的简化Euler-Bernoulli梁模型[11]可表示为
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式中，EI表示管体弯曲刚度，T为管顶张力，m为管体系统的质量，c为结构阻尼，Fi为管所受的水动力

载荷分量。通过有限元法将式（3）离散化，再采用Newmark-β方法进行求解，其中β=1/4，γ=1/2。
Mẍ ( )t + Cẋ ( )t + Kx ( )t = F ( )t (4)

式中，M、C和K分别是质量矩阵、阻尼矩阵和刚度矩阵，x ( )t 、ẋ ( )t 和 ẍ ( )t 分别是节点位移、速度和加速

度矢量，F ( )t 是流体域的流体载荷矢量。

1.3 流-固耦合数值方法

双向流-固耦合在STAR-CCM+多物理场求解器中通过在流场域和结构域之间映射和交换数据来

实现。对流-固耦合计算流程中的每个时间步，首先在流场求解器中对流体运动方程（第 1.1节）进行

求解，计算得到的流体动力载荷被传递到管体结构单元，然后在固体位移求解器中求解结构动力学方

程（第 1.2节）得到管体运动变形，并作为流体域网格运动条件反馈到映射界面。然后采用任意拉格朗

日-欧拉（ALE）方法和径向基函数（RBF）插值方法分别处理弹性管体模型边界和内部网格节点的移

动。下一时间步则从求解更新后的计算域网格上重新开始计算，这个交互式过程将迭代重复进行。

RBF是一类以欧氏距离作为变量的基函数组合，其基本形式如下：

s ( )r =∑i = 1
n γi ϕ ( )r (5)

式中，r是欧氏距离，ϕ ( )r 是具有多种形式的RBF函数的一般形式，参数γi是插值点 i的插值权重系数，

n是动态网格表面节点的数量。

2 数值设置

2.1 仿真模型

本文的数值计算模型是参照相关实验 [12]中的玻璃纤维增强塑料（FRP）管模型构建的。FRP管模

型的主要参数列于表 1中。关于模型实验的更多信

息可在文献[13]中找到。在相关实验模型的基础上

经过简化建立了一个数值计算模型，如图 1所示，外

部线性剪切流沿管跨从“A”端（y/L=0，外部剪切流最

小速度Vex_min=0 m/s）施加至“B”端（y/L=1，外部剪切流

最大速度，Vex_max）。在 FRP管“A”端施加固定约束条

件，在其“B”端进行铰接约束（限制 X轴和 Z轴的自

由度），并在“B”端沿 Y轴正向施加一个恒定的顶张

力，T=980.7 N。内部轴向流动设置为沿管从“A”端
输送到“B”端。

表1 管模型参数

Tab.1 Key information of the pipe system

图2 计算域和边界条件

Fig.2 Computational domain and boundary conditions
图1 计算模型示意图

Fig.1 Schematic of calculation model

参数

管体长度 L
FRP管外径 D
长径比 L/D
抗弯刚度 EI
顶张力 T
质量比 m*
结构阻尼 c

数值

16
34.8
457
575.6
980.7
0.82
2.34%

单位

m
mm
/

N⋅m2

N
/
/

Z
Y

X
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数值模型的 3D计算域如图 2所示。计算域的宽度（沿X轴）为 50D，高度（沿Z轴）为 30D，长度（沿

Y轴）等同于管体长度，L=16 m，管轴线距离入口边界 15D。计算域的边界条件设定如下：速度-入口边

界条件设定为沿X轴方向的线性剪切流；出口设置为压力-出口边界条件；参考压力设置为零；滑移壁

面边界条件被分配到左右边界（垂直于Y轴的两个面），底部和顶部（垂直于Z轴的两个面）采用对称平

面边界条件；在流-固耦合交界面（管体内外表面）采用无滑移壁面边界条件，进行流体力和位移数据

的传递；内部流动的入口设定为速度-入口边界条件，出口设定为压力-出口边界条件，其中参考压力

设定为大气压力。

2.2 网格方案

对于涡激振动响应问题，网格拓扑结构尺寸对数值计算结果的准确性方面起着重要作用。为了

保证数值计算结果与网格结构尺寸具有无关性，本文拟采用四种网格密度方案（即Case-1、Case-2、
Case-3、Case-4）对刚性圆柱体上的流动进行网格依赖性分析。圆柱体的直径D=34.80 mm，长度 L=
πD，计算条件设定为雷诺数Re=20 000。网格密度的控制参数包括圆周向节点数NC，无量纲参数ΔC/
NC（ΔC是圆柱体的圆周长度）。用于结果对比的评判标准参数包括拖曳力均值系数CD_mean，拖曳力均方

根值CD_RMS、涡激升力均方根值CL_RMS，以及漩涡脱落频率 fv。基于不同网格方案的数值仿真结果列于

表 2。对比结果显示，Case-3和Case-4的CD_mean、CD_RMS、CL_RMS以及 fv的相对误差均在 2%以内。由于节

省计算资源的需要，本文选择Case-3的标准计算参数（NC=180）进行本文的数值模拟工作。

表2 网格依赖性研究

Tab.2 Mesh dependency

Case No.
Case-1
Case-2
Case-3
Case-4

方案划分

NC
60
120
180
240

ΔC /NC
0.001 82
0.000 91
0.000 61
0.000 45

评判标准参数

CD_mean
1.642
1.736
1.787
1.804

CD_RMS
1.644
1.751
1.791
1.816

CL_RMS
0.972
0.944
1.026
1.031

fv
3.749
3.664
3.621
3.596

如图 3（a）所示，流体域的网格拓扑结构采用多面体网格技术，以提高数值计算精度。对靠近管体

表面的流体域网格进行加密；在远离管表面和尾流区域的其他流体域采用较粗糙的计算网格，不仅可

以有效减小计算量也可以适用后续弹性管计算出现的大变形问题。对于管体结构的有限元划分，在

管的环形截面沿周向细分为 40个网格节点，并沿轴向以适当的层间距拉伸成均匀的多层，如图 3（b）
所示。图 3（c）显示了内部流场的精细结构网格，内部流体计算域沿Y轴被离散成均匀的多层。此外，

为了满足LES湍流模型对计算域近壁面网格结构的计算要求，控制 y+<1，y+的半经验估算公式[14]如下：

y+ = 0.172 Δx
D
Re0.9 (6)

式中，∆x是第一层网格高度。

（a）外流体域网格 （b）固体域网格 （c）内流域网格

图3 网格拓扑图

Fig.3 Mesh topology

Z Z Z
YY Y
XX X
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2.3 数值验证

在对相关计算模型进行数值预报之前，需要通过对比数值预报结果和模型实验结果来验证本文所

采用数值计算方法的有效性。在我们之前的工作

中曾使用相同的数值求解方法来预测线性剪切流

作用下FRP管模型的流-固耦合[15]，结果发现，数值

结果与实验数据具有良好的一致性。在本研究

中，对该数值计算方法的有效性进行了进一步验

证。通过选择一组公开的关于铜管涡激振动模型

实验的数据集[16]，即实验 1103和实验 1205，进行相

应的数值计算有效性验证。如图 4所示，将基于

CF方向沿管跨的均方根（RMS）振幅的数值模拟结

果和对应的模型实验结果进行了比较。很明显，

在振动主导模式和振幅峰值响应方面，本文结果与实验数据具有很好的一致性。这表明该数值方法能

够较好地预测大长径比弹性管的涡激振动响应。

3 计算结果分析

本文的主要目的是研究内外流耦合作用下大长径比弹性管的VIV响应。通过考虑不同的最大外

部剪切流速 Vex_max（=0.3 m/s、0.6 m/s、1.2 m/s）、无

量纲内部轴向流速 u（=0.3、0.6和 1.2）、以及内外

流体密度比 β（=0.5、1.0和 2.0），设置了有关弹性

管 VIV数值预报的 15组计算工况，详细参数设

置列于表3中。

根据Paidoussis[17]的方法，无量纲内部流速定

义为

u = m∗

EI
⋅ LV in (7)

式中，m*为管体结构质量比，EI为管体结构抗弯

刚度，L为管体长度，Vin为内流速度。

内外流密度比表示为

β = ρ i
ρ e

(8)
式中，ρi为内部流体密度（考虑了三种内流密度，

即 ρi=500 kg/m3，1000 kg/m3和2000 kg/m3），ρe是外

部流体密度，ρe=1000 kg/m3。
3.1 顺流向平均偏移

大长径比弹性管在外部线性剪切流作用下会受到拖曳力作用，在 IL方向产生较大的静态变形（IL
平均偏移）。当外部剪切流速增大时，由VIV引起的跨度 IL静态变形和局部弯曲可能会更加严重，使

原来的弹性直管变成弯曲管。本节分析了Vex_max、u和 β的幅值变化对弹性管 IL平均偏移的影响，如图

5所示。图中，无因次值 x/D表示管体在 IL方向的平均偏移量，y/L表示沿管跨标记点的无因次化位

置。本文基于两种方案进行了两组数值结果的对比：（1）改变Vex_max和 β的幅值，u设定为 0.6不变，如

图5（a）所示；（2）改变u和β的幅值，Vex_max设定为0.6 m/s不变，如图5（b）所示。

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3
RMS A/D 

0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

y/
L

CFD (Test 1103)
EXP (Test 1103)
CFD (Test 1205)
EXP (Test 1205)

图4 沿管跨CF响应的RMS A/D图

Fig.4 RMS A/D pattern of CF response along the pipe span

表3 计算工况设置

Tab.3 Key parameters of the simulation cases

工况

Case-1
Case-2
Case-3
Case-4
Case-5
Case-6
Case-7
Case-8
Case-9
Case-10
Case-11
Case-12
Case-13
Case-14
Case-15

Vex_max/(m⋅s-1)

0.3

0.6

1.2

u

0.6

0.3

0.6

1.2

0.6

β
0.5
1.0
2.0
0.5
1.0
2.0
0.5
1.0
2.0
0.5
1.0
2.0
0.5
1.0
2.0
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（a） （b）
图5 弹性管不同工况的 IL平均偏移

Fig.5 Variations of IL mean deflection of flexible risers for different cases
一般来说，由外部剪切流作用而产生的拖曳力可被视为导致弹性管 IL平均偏移扩大的主要因素。

如图 5（a）所示，当Vex_max=0.3 m/s时，对应于Case-1、Case-2和Case-3的弹性管的最大 IL偏移量分别为

0.79D、0.80D和 0.91D；在Vex_max=0.6 m/s时，对应于Case-7、Case-8和Case-9的弹性管的最大 IL偏移量

分别为 3.57D、4.01D和 4.12D；当 Vex_max=1.2 m/s时，对应于Case-13、Case-14和Case-15的弹性管的最

大 IL偏移量分别为 14.08D、14.56D和 15.92D。很明显，管体最大 IL偏移量随着Vex_max和 β增加而增大。

值得注意的是，在较大的外部流速条件下，即 Vex_max=1.2 m/s时，可观察到 β的增加对管体最大 IL平均

偏移量的影响变得显著。如图 5（a）所示，可以发现，对应于Case-13，Case-14和Case-15最大 IL平均

偏移量的增量分别为 0.48D（=14.56D-14.08D）和 1.36D（=15.92D-14.56D），明显大于其他固定Vex_max条
件下不同β的工况。

此外，如图 5（b）所示，在Vex_max=0.6 m/s时，从Case 4-Case 12可以看到弹性管的 IL平均偏移随 u和
β的增大而增加。值得注意的是，内部轴向流与外部剪切流的耦合作用可以解释弹性管的 IL平均偏

移量的扩大。当弹性管受到外部剪切流的作用并产生 IL平均偏移时，弹性管的结构弯曲变形必然会

影响管内流体的运动轨迹，继而产生额外的离心力和附加质量力。因此，随着 u和 β的增加，由内部流

动引起的离心力被放大，这导致了弹性管 IL平均偏移的增加。另外，导致弹性管 IL平均偏移增加的

另一个潜在因素是，随着u的增加，弹性管的阻力系数被放大。

3.2 空间多模态振动响应

与二维或三维刚性圆柱体VIV相关的周期性简谐振动不同，长弹性管的VIV响应具有随机性和

复杂性的特点，在其VIV响应过程中，多模态振动响应很容易被激发。特别是在外部线性剪切流作用

下，漩涡脱落频率沿管跨变化，局部流-固耦合能量通常以展向行波的形式随时间沿管跨单向或双向

传递，导致弹性管多模态振动响应现象的普遍存在。当局部漩涡脱落频率偏离管体结构的固有振动

频率时，便很难观察到单一主导振动模式的现象，而以相当的振动能量为特征的多种振动模式共存的

现象变得逐渐明显。而当沿管跨同时施加外部剪切流和内部轴向流时，多模态振动响应现象变得更

加显著，这是由于内部流动的参与在弯曲管上产生了额外的离心力以及附加质量力所造成的。

为了对比分析Vex_max、u和 β的幅值变化对弹性管多模态振动响应及其空间多模态竞争的影响，这

里选取Case-2、Case-8、Case-9、Case-11和Case-14共计 5种典型的工况进行讨论分析。图 6-10（a，b）
显示了所选工况的无量纲瞬时振动形状图和沿管跨的RMS振幅图（其中平均位移已被移除），图 6-10
（c，d）显示了所选工况沿管跨的振动响应频率和对应的 3D-PFE图示。其中，（I）在CF方向，（II）在 IL
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方向，y/L为无因次化的管体相对位置。

图6 Case-2（Vex_max=0.3 m/s，u=0.6，β=1）弹性管的时-空多模态响应

Fig.6 Temporal-spatial multi-mode of the flexible pipe related to Case-2 (Vex_max=0.3 m/s coupled with u=0.6 and β=1)
首先，对于Case-2（即Vex_max=0.3 m/s，u=0.6和 β=1），从图 6（a）可以观察到弹性管在CF和 IL两个方

向的瞬时振动响应包络的交点是可变的。同时，从图 6（b）可以看到弹性管在两个方向的RMS振幅分

布的节点均不等于零，这说明了该工况下弹性管的振动响应存在着空间模式竞争[18]，表现出多模式的

振动响应特征。因此，从弹性管的瞬时振动响应包络图中很难确定其主导振动模态，但从其RMS振幅

分布“反节点”（瞬时振动响应包络的最大值）的数量可以初步揭示弹性管振动响应的主导振动模态。

如图6（I）的子图（b）所示，从其RMS振幅的跨度分布可以看出，非主导的2阶振动模态和主导的1阶振

动模态在CF方向被激发。同时由图 6（I）的子图（c）可以看到管的振动响应能量主要集中在 1阶固有

振动频率附近，2阶固有振动频率不具有可比的振动响应能量。因此可以得出结论，在该工况下，弹性

管振动响应的一阶振动模态的权重很高，对管道的振动模式贡献最大，管体VIV表现出基模主导的振

动响应。值得注意的是，在对应于Case-2弹性管的CF RMS振幅分布波谷的位置，如图 6（I）中的绿色

虚线标注所示，可以看到更多的振动响应能量聚集在 1阶固有振动频率附近，这表明在弹性管振幅波

谷位置处的振动响应模式为 1阶振动模态。另外，在Case-2弹性管的CF RMS振幅分布峰值对应的位

置，如图 6（I）中的红色点线标注所示，可以看到，除了在 1阶固有振动频率附近具有较显著的振动响

应能量之外，对应地，在其 2阶固有振动频率附近也观察到存在较为明显的振动响应能量，这表明在

弹性管振幅波峰位置处存在着 1阶振动模态和 2阶振动模态之间的空间模式竞争。然而，如图 6（I）的

子图（c）和（d）所示，可以看到2阶振动模态的振动能量远低于1阶振动模态的振动能量，这表明了1阶
振动模态为弹性管振动响应的主导振动模态。此外，如图 6（I）的子图（a）所示，从无因次化的瞬时振

动响应包络图中可以观察到 1阶振动模态和 2阶振动模态的间歇性参与。这表明，随着时间的推移，

弹性管的振动模态在 1阶和 2阶之间不断切换，其振动响应过程存在着强烈的时间竞争特性，在一些

实验研究[19]中也观察到同样的现象。

此外，对于弹性管在 IL方向的振动响应，如图 6的子图（II）所示，可以看出Case-2的 IL振动响应

过程中存在两个具有相当振动能量的主导振动模态（3阶振动模态和 4阶振动模态）。其中绿色虚线

z/D

y/L
y/L

x/D
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标记的RMS振幅波谷位置处的振动响应模式为 3阶主导振动模态，对应的红色点线标记的RMS振幅

波峰位置处的振动响应模式为 4阶主导振动模态。这进一步强调了在该工况中弹性管的振动响应存

在着强烈的空间模式竞争。同时也说明了RMS振幅波峰和波谷之间的振动响应模式存在显著差异，

通常振幅波峰位置处为高阶主频响应，而波谷位置则是低阶次频响应。

如图 6、7和 10所示，随着Vex_max的增加，较高的振动响应模态倾向于被激发，同时高阶振动模态的

贡献变得显著，使得管体的动态振动响应过程更加错综复杂。首先，从图 7（I）可以看出，弹性管CF振
动响应的能量集中在3阶固有振动频率，说明了3阶振动模态为主导模态。而 IL振动响应的能量则集

中在 5阶固有振动频率，说明了 5阶主导振动模态，如图 7（II）所示。其次，如图 10所示，Case-14在CF
和 IL两个方向的振动响应模式分别是以4阶和6阶振动模态为主导。另外，如图6、7和8所示，可以看

到 u和 β的增加并未显著影响弹性管振动响应模式。但事实上，β的增加可以引起更明显的轴向相互

作用，降低了管体结构的固有振动频率，如图 7、8所示，首先Case-8和Case-9在CF方向对应的的 3阶
振动响应频率分别为 2.21 Hz和 2.01 Hz，其次，两个工况下在 IL方向对应的的 5阶振动响应频率分别

为 4.43 Hz和 4.03 Hz，这是由于离心力和惯性力的放大引起的。科氏力本质上是一种阻尼，不改变结

构的固有频率。增大的离心力和惯性力减少了管的有效张力，从而降低了结构固有振动频率。

图7 Case-8（Vex_max=0.6 m/s，u=0.6，β=1）弹性管的时-空多模态响应

Fig.7 Temporal-spatial multi-mode of the flexible pipe related to Case-8 (Vex_max=0.6 m/s coupled with u=0.6 and β=1)
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图8 Case-9（Vex_max=0.6 m/s，u=0.6，β=2）弹性管的时-空多模态响应

Fig.8 Temporal-spatial multi-mode of the flexible pipe related to Case-9 (Vex_max=0.6 m/s coupled with u=0.6 and β=2)

图9 Case-11（Vex_max=0.6 m/s，u=1.2，β=1）弹性管的时-空多模态响应

Fig.9 Temporal-spatial multi-mode of the flexible pipe related to Case-11 (Vex_max=0.6 m/s coupled with u=1.2 and β=1)
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图10 Case-14（Vex_max=1.2 m/s，u=0.6，β=1）弹性管的时-空多模态响应

Fig.10 Temporal-spatial multi-mode of the flexible pipe related to Case-14 (Vex_max=1.2 m/s coupled with u=0.6 and β=1)
此外，比较图 6、7、10可以看出，管体的RMS振幅随着Vex_max的增长而逐渐增加，同时，更多的振动

响应能量从低阶振动模态转移到高阶振动模态。而能量转移通常发生在振动能量较低的RMS振幅波

谷位置，即振动能量从RMS振幅波峰附近转移到RMS振幅波谷对应的位置附近，以激发或加强高阶

振动模态。如图6和图7的子图（I）所示，在发生振动能量转移的过程中，CF振动响应的能量从振幅峰

值位置的 2阶主导振动模态转移到振幅波谷位置对应的 3阶非主导振动模态。然后从对应于振幅波

谷位置的 3阶主导振动模态转移到对应于振幅峰值位置 4阶非主导振动模态，如图 7和 10的子图（I）
所示。同样，平面内振动响应的能量从 4阶振动模态转移到 5阶振动模态，然后从 5阶振动模态转移

到 6阶振动模态，如图 7和 10的子图（II）所示。这进一步证实了振动响应在均方根振幅波峰和波谷位

置对模态转换的敏感性。

如图 6-10的子图（I）所示，对于弹性管的CF振动响应，可观察到一些主导振动频率以外的频率的

参与，导致了其频率分布的分散。CF振动响应频率分布的扩大部分归因于 IL振动响应频率的引入，

IL响应的主导频率作为次要频率出现在CF响应中，这意味着来自 IL响应的干扰，表明 IL和CF响应之

间存在弱耦合，这种共存的多模态振动引起了更广泛的频率带，这种现象也在其它一些研究[20-23]中被

发现。此外，在所有考虑的工况中，可观察到且已证实 IL振动响应的主导频率几乎是CF振动响应主

导频率的两倍。这些主导的基本谐波证明了沿跨度均匀出现的双 2:1谐振。值得注意的是，弹性管在

其CF振动响应的包络中显示出空间上的不对称分布，这是由于迎向流动的对数法分布造成的平均曲

率的结果；而在其 IL振动响应包络显示出空间对称分布，响应曲线的中间峰值由奇数阶模态主导，且

偶数阶模态的中间波谷均出现在 y/L=0.5位置处。

3.3 振动轨迹及尾涡模式

由上文分析结果可知，沿管跨度的主导振动模态主要是在振幅波峰位置处被激发，而其他非主导

的内在或随机激发的振动响应模态通常出现在振幅波谷的位置。本节对尾部流场模式的分析提供了

与弹性管跨度相关的尾流扰动内在机制的见解，并有助于从上面讨论的结果中解释RMS振幅波峰和

波谷位置处的具体VIV现象。由于有较多的计算工况，这里仅选择Case-8这一典型工况来进行讨论。

图11（f）中绘制了与Case-8相关的沿管跨的涡流幅度（由涡度 j呈现）等值面图，图11（a）-（e）为管在峰

值 1（y/L=3/16）、波谷 1（y/L=5.5/16）、峰值 2（y/L=8/16）、波谷 2（y/L=10/16）和峰值 3（y/L=12.5/16）五个标

记位置的振动轨迹，以考察弹性管跨度运动轨迹与涡流脱落模式之间的关系。同时为了研究尾流动

力学的内在机制，图 11（g）-（j）给出了弹性管在波谷 1和波峰 3两个位置的周期位移和升力变化曲线

以及四个典型时刻弹性管周围漩涡脱落的瞬时状态。在这里，选择了一个稳定的振动响应过程进行

演示，而不是加速或减速振动部分。

y/L

x/D
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图11 弹性管沿管跨的振动轨迹和漩涡脱落模式

Fig.11 Vibration trajectory and vortex shedding modes of flexible risers along the span
如图 11（f）所示，由于沿 FRP管跨度的曲率和流入速度的变化，弹性管的尾流区漩涡脱落沿管跨

度不同。在弹性管“A”端附近的低流入速度区域，管体在 IL方向上略有变形，相应地，其漩涡脱落模式

表现出明显的离散性，剪切层高度混乱，尾流涡流以高度不规则的方式滚动。然而，在管“B”端附近，

多模态和相对较大的振动幅度变得有利，其漩涡脱落倾向于更强的连贯性，形成清晰规则的尾流涡

管。另外，由于尾流漩涡脱落引起的周期性的涡激升力和瞬变的拖曳力分量的交替作用，管会产生相

对显著的周期性振动，同时弹性管的振动又会影响尾流结构的分布，造成管道振动响应过程具有一定

的混乱和随机特性。如图 11（a）-（e）所示，弹性管的振动轨迹形状比较混乱，尤其是在RMS振幅波谷

对应的位置。这是由于弹性管的振动轨迹随尾流中的涡流脱落而周期性变化，在多个振动周期叠加

后，每个周期中的“8”字形振动轨迹发生变化，同时其相邻周期的平衡位置发生大幅跳跃，这反映了弹

性管RMS振幅波谷位置附近强烈的多模态振动响应特征。这也说明了弹性管在内外流耦合作用下振

动能量发生显著变化，这种显著的能量交换现象与上节所述的多模态共存和振动模态跳跃现象密切

相关，这也是大长径比弹性管多模态相互作用的表现。通常情况下，弹性管的横向弹性使弹性管运动

轨迹的形态复杂化。

X/D X/D X/D X/D X/D

Z/D Z/D Z/D Z/D Z/D
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此外，由图 11（g）-（j）可以发现，弹性管涡激升力系数的变化具有很强的周期性，在一个振动周期

内，弹性管的上下均有一个或一对漩涡脱落，蓝色系代表负涡流，红色系代表是正涡流。可以看出，弹

性管的涡流脱落模式在振幅峰值是“2S”型，类似于刚性振荡圆柱绕流中的漩涡脱落模式。而振幅波

谷位置由于振动模态复杂，多模态竞争激烈，“2P”和漩涡脱落模式成为流行。由于“2P”涡流脱落模式

的涡度相对较强，它很容易帮助管体维持一个增强的VIV过程。值得注意的是，由于有限的管道长度

和有限的振动幅度，弹性管沿管跨的涡流脱落过程与其涡激升力变化周期一致，这表明水动力系数和

其振动响应同相。

4 结 论

本文采用 3D数值计算方法，研究了大长径比弹性管在外部线性剪切流和内部均匀上升流作用下

的耦合振动响应，揭示并分析了弹性管的空间多模态相互作用和由此产生的振动响应能量的传递，主

要结论如下：

（1）内外流耦合作用下弹性管的VIV响应更加复杂，外部剪切流速、内部轴向流速和内部流体密

度的提升引起系统能量输入的增强，导致弹性管的 IL最大平均偏移趋于增加，其中外部流速的影响更

加显著。

（2）与内部流动相比，外部流动在弹性管激励模式中占主导地位，而内部流速和内部流体密度的

增加影响了弹性管的结构刚度和固有频率，进而对弹性管的振幅产生一定影响，同时由于内部流动的

参与而产生的离心力和附加质量力使整个弹性管系统的振动响应过程变得复杂。

（3）大长径比弹性管的振动响应具有强烈的空间模式竞争，其特点是多模式振动。除主要振动

模式外，其他潜在的固有振动模式也被激活，并具有一定的振动能量。弹性管在其RMS振幅波峰和波

谷位置处的振动模式明显不同，振幅波峰通常为高阶主频响应，波谷通常为低阶次频响应，另外，振动

响应模式的过渡和振动响应能量的转移通常发生在振幅波峰和波谷之间。

（4）振幅峰值和波谷周围的振动响应有很大的不同。由于时间上的多模式特性，振幅波谷周围

的振动轨迹比振幅波峰周围的振动轨迹更加混乱，漩涡脱落模式通常为“2P”型。振幅峰值显示出典

型的“8”字形振动轨迹，漩涡脱落模式通常为“2S”型。此外，由于有限的管道长度和有限的振动幅度，

振动过程与提升力同步，即水动力和结构变形的同相阶段。

观察到的弹性管的空间多模式竞争，对于认识海洋工程中弹性管的动态行为和预测其疲劳损伤

是非常有用的，特别是认识疲劳峰值的位置和疲劳失效的开始。
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