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错列双弹性管涡激振动干涉的仿真研究

贾静梅，陈正寿
（浙江海洋大学 船舶与海运学院，浙江 舟山 316022）

摘要：多立管间的振动干涉现象是海洋工程领域备受关注的热点问题。错列弹性双管作为一种基础模型，被广

泛用于分析多管系统中的涡激振动行为。本文采用双向流–固耦合方法，对错列弹性双管涡激振动响应特性开展

仿真计算研究。计算结果表明，错列角度的变化对上、下游管横流向和顺流向振动响应的影响各异。受近距离

干扰的影响，下游管的振幅相比上游管普遍较大，更容易呈现“模态竞争”现象；由于错列角度和较小间距比的影

响，流体与双管之间的耦合作用非常强烈，导致无法在双管尾流区形成规则脱落的漩涡。通过对双管均方根振幅

包络的峰、谷处的振动响应及相位差分析发现，当双管错列角度由 15°增至 60°时，尾涡脱落模式由“2P”变为

“2S”，上游管受到的流体激励频率和强度减弱，同时双管间的振动位移相位差、升力系数相位差均有所减小。
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Numerical study on vortex-induced vibration interference of
dual staggered flexible pipes
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Abstract: The phenomenon of vibration interference among multiple risers is one of the hot topics in ocean
engineering. As a basic model of multi-pipe systems, the dual staggered flexible pipe system is widely used to
analyze vortex-induced vibration (VIV) behavior. In this paper, the VIV characteristics associated with a dual
staggered  flexible  pipe  system  is  investigated  by  a  two-way  fluid-structure  interaction  method.  The  results
show that the influence of staggered angles on the in-line and cross-flow vibration responses of upstream and
downstream  pipes  is  distinctly  different.  Owing  to  the  short-range  interference  between  dual  pipes,  the
amplitude  of  downstream  pipe  is  generally  larger  than  that  of  upstream  pipe,  more  likely  to  demonstrate
"multi-mode competition" phenomenon. Due to the effect of staggered arrangement and small spacing ratio,
the  interation  between  fluid  and  dual  pipes  is  relatively  strong,  leading  to  the  failure  of  forming  regular
shedding vortex in the wake of the dual  pipe system. Through the analysis of vibration response and phase
difference at the peaks and valleys of RMS amplitude envelopes, related to the dual staggered flexible-pipe, it
is  found that when the staggered angle of dual flexible-pipes increases from 15° to 60°, the votex shedding
mode changes from "2P" to "2S",  the fluid excitation frequency and intensity of  the upstream pipe become
weakened, and the vibration displacement phase difference and lift  force coefficient phase difference of the
upstream and downstream pipes are reduced.
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0  引　言

⩽ <

在深海石油开采系统中，柔性输油立管通常不是单独设置，而是以弹性管组的形式存在。双管是

众多学者研究多管涡激振动所经常采用的一种基础形式，除考虑管体材质属性和外流速度等差异外，双

管的空间布置方式通常也是需要考虑的特性因素之一。根据实际工程应用场景的不同，主要考虑的双

管布置范围在 0°   θ   90°之间，其中 θ为“错列角度”，是两管中心连线和来流方向之间的夹角，而 θ =
0°为双管串列布局方式。由于海流方向的多变，双管错列排布是常见的情况。

在刚性双圆柱体的涡激振动研究领域，Qin等[1] 对具有不同固有频率的弹性支撑双圆柱涡激振动

进行了试验研究，发现圆柱不同的固有频率可以抑制圆柱在不同速度范围内的涡激振动。Zhu等[2] 通

过数值模拟低雷诺数下不等直径串列刚性双圆柱的涡激振动过程，发现主模态的竞争与振动位移和升

力的相位角以及升力的大小密切相关。冯蕾等[3] 模拟了不同雷诺数下串列双圆柱的涡激振动过程，发

现增大湍流强度会削弱振动偏移现象，导致圆柱尾涡拉长。Li等[4] 对双自由度交错的弹性支撑刚性圆

柱在亚临界雷诺数下的涡激振动进行了研究，发现当旋涡脱落频率接近结构固有频率时，下游圆柱由于

尾流干扰产生额外的尾迹诱发振动。Huang等[5] 对两个弹性支撑的刚性交错圆柱进行了试验，发现下

游圆柱的涡激振动特性与圆柱间距密切相关，当两圆柱间距大于 3倍圆柱直径时，上游圆柱对下游圆柱

的干扰减弱。上述有关刚性双圆柱体的研究，主要集中在不同布置方式下圆柱体的振动响应方面，而实

际工程中，两个近距离布置的海洋立管通常具有大长径比，对与此相关的多模态振动、管轴波形演变特

征等的研究尚不多见。

在大长径比错列弹性双管涡激振动研究领域，徐万海等[6] 采用模态分析法，开展了双弹性圆柱的流

激振动模型试验，结果表明，当弹性圆柱错列排布时，下游圆柱在横流向和顺流向的振动频率十分接近，

且顺流向的振动位移较单圆柱工况显著增大。Chen等[7] 研究了低雷诺数剪切流作用下弹性双管的尾

迹干涉响应和展向波形影响，发现剪切流和轴间距分别对双管的主振型和次级振型起着重要作用。但

关于大长径比错列双弹性管在不同错列角度下的双管之间的升力系数相位差、振动位移相位差变化规

律的研究仍相对较少。

在一定间距比和错列角度的共同影响下，大长径比的弹性双管可表现出更复杂的动力学行为。本

文通过双向流–固耦合技术，基于大长径比弹性双管模型，研究均匀来流和不同错列角度下弹性双管的

多模态振动特性，对比分析管体振型、沿管轴向的波形演变特征，还有在波谷和波峰两个特定位置上双

管的周期性位移和升力系数变化，双管之间振动位移相位差和升力系数相位差，以及四个典型时刻管周

围的涡漩脱落的瞬态情况。通过详细阐述不同错列角度工况下交错双管系统的振动响应特性，以期为

真实海况中海洋管道的设计和安全评估提供一定的理论参考。 

1  数值方法与计算模型
 

1.1 双向流–固耦合求解

本研究拟采用 STAR–CCM+双向流–固耦合求解方法完成。其双向流–固耦合计算先利用流场求

解器确定流体对立管的动力载荷，再将流体动力载荷传递至固体位移求解器以求解管体变形，并将变形

信息反馈至流体域以更新网格。最后采用任意拉格朗日–欧拉方案和径向基函数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，

这种交互式过程将迭代重复进行。
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径向基函数的欧几里得距离定义如下

s (r) =
n∑

i=1

γiϕ (r) (1)

ϕ (r) γi式中：r是欧氏距离， 是径向基函数的一般形式，参数 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。 

1.2 网格依赖性验证

网格密度是影响数值结果准确性的关键因素，为减小计算网格设置对错列双管体涡激振动研究的

影响，首先开展数值仿真算法和网格依赖性验证。大涡模拟在弹性管仿真中表现出了较好的准确性[8]，

本文后续数值计算均采用大涡模拟方法。先取与后续仿真所采用的长管有效外径相同的一段刚性管，

计算工况设定流速 V = 0.3 m/s，圆柱长度 L1 = πD，D = 34.80 mm。流体域的网格采用多面体网格，为精

确模拟尾涡特性，对尾流区网格进行了细致加密，外围区域则通过渐变网格，从而减小网格总数。在流

固耦合界面采用棱柱层网格，并控制 y+值在 1以下以保证边界层的计算精度。选取四种不同密度的网

格进行数值计算，相关的控制参数为沿管道圆周的节点数 Nc。评估指标包括管体的平均阻力系数

（CD_mean）、均方根阻力系数（CD_RMS）和均方根升力系数（CL_RMS）。为了研究数值解对网格密度的依赖

性，进行了四种不同密度网格的测试。

计算结果如表 1所示，Mesh-2与 Mesh-3的计算结果十分接近，CD_mean、CD_RMS 和 CL_RMS 的相对

误差均在 2% 以内，均与文献[9−11]结果吻合良好。为了更好地捕捉流体流动细节满足计算精度要求，

参考以往经验值，本文选择 Mesh-3（Nc = 120）相对高密度的网格拓扑结构与尺寸，以此进行均匀流作用

下错列弹性双管模型的涡激振动响应计算。
  

表 1  网格依赖性研究

Tab.1  Mesh dependency study
 

网格序号
控制参数 评判标准参数

Nc CD_mean CD_RMS CL_RMS

Mesh-1 40 1.190 1.192 0.393
Mesh-2 80 1.196 1.199 0.401
Mesh-3 120 1.199 1.201 0.406
Mesh-4 160 1.223 1.228 0.401

Experiments[9−11] 1.190 0.30–0.53
  

1.3 数值模型与边界条件

图 1为本文计算模型示意图。流体计算域

为长方体，笛卡尔坐标系的原点位于上游管“A”

端的中心。上游管中心离流体入口边界、顶部

及底部边界均为 20D。横流向（z轴）、顺流向

（x轴）、轴向（y轴）的尺寸分别为 40D、70D和

16 m。计算流场域入口边界采用速度入口；右侧

出口边界为压力出口，顶部、底部、前侧和后侧

均为对称边界。管体与流体间的交界面为无滑

移壁面边界，管体约束方式采用“A”端固定，

“B”端铰接的方式[12]。同时在“B”端沿正 y方向

施加 981 N的预张力。

基于前期的串列弹性双管涡激振动干涉的

仿真研究结果[7]，发现在不同的轴间距下，上游
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图 1  计算域和边界条件

Fig.1  Computational domain and boundary conditions
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⩽管对下游管的振动响应有不同的影响。当轴间距 P   3.5D时，上下游管之间存在紧密的同相顺流向振

动状态。当轴间距较大时，侧倾挠度达到最大值。另一方面，在 2D ~ 5D的间距范围内，上游圆柱对下

游圆柱的流体载荷和随之产生的运动响应有强烈的影响。如图 2所示，P为两个管体的中心间距，间距

比设为固定值 P/D = 3，θ是流动方向和双管中心连线之间的角度，本文选取等间隔的五个角度（θ = 0°、
15°、30°、45°、和 60°）进行数值仿真计算。在相应的模型试验中，参考 Chen等[7, 13] 的相关试验，采用质

轻且坚硬的玻璃纤维增强塑料 （ Fibreglass Reinforced Plastics，FRP）作为弹性管材料，具体参数如表 2
所示。

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。为保证计算精度和减少网格数量，

对靠近管体表面的流体域网格进行局部加密，而在远离管体结构的其他流体域则采用较粗糙的计算网

格。如图 3（b）所示，对于管体结构的网格划分，双管横截面采用环形结构，沿截面圆周方向离散为

80个单元，并通过定向网格技术沿管轴向均匀拉伸。 

1.4 计算可靠性验证

通过傅里叶功率谱识别主频的方法，对采用不同度量单位的模型试验和数值模拟数据进行对比验

证。图 4给出了剪切流速下的 FRP管跨中处振动位移功率谱密度对比结果。线 1和线 2分别代表模

 

表 2  管模型参数

Tab.2  Parameter of the pipe model
 

特征元素 数值 单位

管体长度L 16 m
FRP管外径D 34.80 mm
弯曲刚度EI 575.6 N·m2

质量比m*
0.82 /

结构阻尼c 2.34% /
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图 2  错列双管剖面

Fig.2  Sectional view of staggered dual pipes

 

（a）流体域计算网格 （b）固体域计算网格
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图 3  流体域和固体域网格划分

Fig.3  Meshing of fluid and solid domains

 

1.0 1.2 1.4 1.6 1.8 2.0 2.2
0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

Po
w

er
 sp

ec
tru

m
 d

en
si

ty

Frequency/Hz

Vmax=0.3 m/s

1. CF response of model test
2. IL response of model test
3. CF response of simulation
4. IL response of simulation

1

2

3

4

 

Vmax图 4   = 0.3 m/s时，试验值[14] 和数值模拟结果的频谱对比

Vmax

Fig.4  Spectral comparison between experimental[14] and
simulated results at  = 0.3 m/s
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型试验中测得的横流向和顺流向应变时间历程的功率谱密度，其对应的纵坐标为功率谱密度（模型试

验），横坐标为频率单位 Hz；线 3和线 4分别表示在数值仿真中监测到的横流向和顺流向振动位移时间

历程的功率谱密度分布，其对应的纵坐标为功率谱密度（数值仿真），横坐标为频率，单位 Hz。从以上频

谱对比分析可以发现，在数值模拟中观察到的主频分布与试验结果[14] 吻合良好。由此证明了本文采用

的流–固耦合数值方法的可靠性。 

2  结果分析
 

2.1 均方根振幅响应分析

上、下游弹性管的不同错列角度会显著影响双管的涡激振动响应，本节主要研究两管间距固定为

3D、错列角不同的情况下的振动响应的幅值差异。在此设定外流场最大速度为 V = 0.4 m/s，对应雷诺

数 Re=17 847，对比分析五种不同的错列角度 θ = 0°、15°、30°、45°、60°的计算结果。在所有算例中，沿

双管轴线方向固定间隔均匀布设多个监测点，可分别获得每个监测点的顺流向和横流向的时域位移数

据。在仿真计算中，随着外流场流速从零逐步增至最大，双管从初始平直状态开始发生变形，并表现出

顺流和横流方向的振动，这些振动随流速增加而逐步加剧，最终趋于稳定。这里在处理立管振动位移信

号时，采用了一种针对非平稳随机振动过程的经验模态分解方法[15]：首先去除其顺流向的时均静态变形

（即非模态项），剩余信号组分可以看作是瞬变涡激振动部分，接着计算其瞬态振幅；然后将这些瞬态振

幅除以管径 D进行无量纲化处理，得到新的时间序列 A/D；最后，获得 A/D序列均方根值，即 RMS
A/D。此外，采用三次样条插值法，将监测点及其边界端点进行平滑连接，得到错列角度工况下双管横

流向和顺流向沿管轴向的时均 RMS A/D值形成的包络图，以此表示沿管轴振动能量的强弱。图 5为

V = 0.4 m/s时，五种不同的错列角度 θ = 0°、15°、30°、45°、60°下弹性双管在横流向和顺流向上沿管轴

向的时均 RMS A/D值形成的包络图，用于表示上、下游管在横流向和顺流向上的振动响应，图中纵坐

标 y/L表示无因次化的管跨位置，us代表上游管，ds代表下游管。
 
 

（a）V=0.4 m/s, 横流向(CF) RMS A/D包络图
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图 5  不同错列角度所对应的沿管道跨度时均 RMS A/D值包络图

Fig.5  Envelope diagrams of time-averaged RMS A/D along the pipeline span corresponding to different staggered angles
 

图 5（a）中 1~10号曲线分别表示上、下游管在横流向上对应的 RMS A/D包络。在各错列角度下，

上、下游管的横流向振动响应其显性振动模态均为二阶，其中当 θ = 0°时，上、下游管的 RMS A/D最大

值分别为 0.680、0.609；当 θ = 15°时，上、下游管的 RMS A/D最大值分别为 0.570、0.679；θ = 30°时，

上、下游管的 RMS A/D最大值分别为 0.589、0.613；当 θ增大至 45°时，上、下游管的 RMS A/D最大值
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有所减少，其值分别为 0.502、0.612；当 θ进一步增大至 60°时，下游管的 RMS A/D最大值再次减少，此

时上、下游管的 RMS A/D最大值分别为 0.573、0.611。总体而言，在横流向上 θ的变化对下游管的影

响非常明显，下游管的 RMS A/D最大值随着错列角度的增加呈减小趋势。这是因为较大的错列角度使

得上游管脱落的涡流更广泛地分散在流体中，进而减少涡流对下游管的集中冲击。另一方面错列角度

的增加导致上、下游管之间的相位差异发生变化，这种变化增强两者之间的“反相同步”振动，进而下游

管的 RMS A/D最大值呈减小趋势。

< ⩽

>

图 5（b）中 11~20号曲线表示上、下游管在顺流向上对应的 RMS A/D包络。当 θ = 0°时，上、下游

管在顺流向上对应的 RMS A/D最大值分别为 0.203、0.199。下游管出现不明显的四阶振动模态，这是

由于尾迹“遮蔽”效应[16] 和上游管涡脱落效应共同作用，产生的多模态现象。当 θ = 15°时，上、下游管

的 RMS A/D最大值分别为 0.201、0.228；θ  =  30°时，上、下游管的 RMS A/D最大值分别为 0.219、
0.233；而当 θ增大至 45°时，上、下游管对应的 RMS A/D最大值分别为 0.209、0.228；当 θ进一步增大

到 60°时，其在顺流向上对应的 RMS A/D最大值分别为 0.221、0.229。对于 θ = 15°、30°、45°、60°这四

种错列工况，表现出了相对明显的四阶振动模态，且上游管的 RMS A/D最大值随 θ增大也呈现增大趋

势。从图 5（b）的 5个特征工况下的结果可看出，在错列角度较小（0° θ  45°）时，下游管在顺流向上的

振动响应大体都比上游管剧烈；错列角度较大（θ 45°）时，双管在顺流向上的振动响应值相差较小，这

与 Prasanth等[17] 研究的结论基本一致。

综上所述，当 θ = 0°时，由于上游管对下游管产生“遮蔽”效应，减少了直接作用于下游管的涡流数

量和强度。这种效应导致流体流动特性的变化，进而使得下游管处的流致振动（WIV）能量降低，因此下

游管在横流向上的 RMS A/D最大值明显小于上游管。随错列角度的增大，上游管对下游管“遮蔽”作

用逐渐减弱，在 θ = 15°、30°、45°、60°的不同工况下，错列布置使得流体在两管之间的流动路径发生变

化，导致下游管受到的流体激励增大，特别是当 θ = 15°时，下游管处于上游管尾流的高能量区域，这种

位置的流致振动有利于下游管高阶模态的激发，因此导致下游管 RMS A/D值增大。另一方面，RMS
A/D值沿管跨的空间分布不对称，从每个工况的 RMS A/D包络图可以看出，弹性管在顺流向和横流向

RMS A/D包络图的波谷（振动响应包络的极小值点，不包括两端的节点）均不等于零，该现象说明存在

三种可能：一是沿管轴的振动模态并不单一，存在振动模态共存的现象；二是在较大外流场流速下，沿管

轴的单一的振动波形出现驻波主导、行波偶发的现象[13]；三是以上两种现象同时存在。 

2.2 管轴波形演变特征

当管体的振型发生变化时，沿管轴向的振动能量传递也会随之改变。一般情况下，可通过双管中

的驻波和行波来描述振动能量的传输情况。本节对不同工况下双管瞬态振动能量沿轴向的传播和演变

特征展开研究，以阐述多模态现象的时间演变，并为 2.1节中基于时均 RMS A/D包络图得出的结论提

供进一步验证。图 6、图 7分别展示了双管外流场速度为 V = 0.4 m/s、五种不同的错列角度 θ = 0°、
15°、30°、45°、60°的工况下顺流向上归一化振动位移 dx/D的瞬时局部振动强度。其中，横坐标的变量

t/T表示归一化时间，它的形式是测量时间 t被整个采样周期 T归一化；纵坐标 y/L表示测量位置在管体

上的归一化轴向位置。右侧的比色刻度尺代表正负方向上位移值的大小，深红、深蓝色区域表示在该

时刻管体振动位置偏离初始位置较大。

在 θ = 0°的工况下，如图 6（a）、（d）所示，上、下游管主导振模态为四阶；且观察到上、下游管沿管轴

方向位置分别在 y/L ∈ （0.06, 0.69）、（06, 0.44）、（0.47, 0.97）、（0.09, 0.53），以及 y/L ∈ （0.38, 0.97）空间

上出现短暂波形特征，在时间上间断但沿轴向空间上连续的带状区域，即瞬态局部行波。驻波代表能量

在局部管段上的维持，行波则代表振动能量沿不同管段轴向传递[13]。由于 V = 0.4 m/s速度较小，无法

在短时间内实现从流体到结构物持续的能量传递，难以形成可以不间断传递的行波；另外由于弹性管不

够长，也会导致行波持续的时间也比较短，因此行波或混合波形较少，大多以驻波形式存在。下游管在

t/T ∈ （0.00, 0.73）时段内出现混合模态现象，其后在 t/T ∈ （0.73, 1.00）时段内以四阶振动模态为主。这
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是由于在模态切换的过程中，涡流脱落模式的变化会引起不同模态的激励，下游管整体呈较弱的四阶模

态。当 θ = 0°时，由于此时的串列排布方式使得下游管受到上游管的遮蔽效应，下游管在顺流向上的混

合模态现象与 2.1节中的图 4（b）观察到的结果完全一致。
  

（a）上游管θ=0° （b）上游管θ=15°

（c）上游管θ=30° （d）下游管θ=0°

（e）下游管θ=15° （f）下游管θ=30°
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图 6  V = 0.4 m/s时，不同错列角度下顺流向无量纲振动位移时程空间演化

Fig.6  Temporal-spatial evolution of normalized in-line vibration displacement in the case of different angles when V = 0.4 m/s
 

  

（a）上游管θ=45° （b）上游管θ=60°

（c）下游管θ=45° （d）下游管θ=60°
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图 7  V = 0.4 m/s时，不同错列角度下顺流向无量纲振动位移时程空间演化

Fig.7  Temporal-spatial evolution of normalized in-line vibration displacement in the case of different angles when V = 0.4 m/s
 

在 θ = 15°工况下，如图 6（b）所示，上游管在 t/T ∈ （0.00, 0.55）时间段内以四阶振动模态为主，而

在 t/T ∈ （0.55, 0.71）时间段内由四阶振动模态切换到微弱的五阶振动模态，在 t/T ∈ （0.71, 1.00）时段

内又切换回四阶主振模态；且在 y/L ∈ （0.56, 0.97）、（0.06, 0.53）、（0.53, 0.86）黑色方框所标区域，观察
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到瞬态局部行波。如图 6（e）所示，下游管在 y/L ∈ （0.56, 0.97）、（0.44, 0.97）黑色方框所标区域也出现

瞬态局部行波；在 t/T ∈ （0.00, 0.58）时段内以四阶振动模态为主，t/T ∈ （0.58, 1.00）时段内出现短暂三

阶振动模态。这里双管振动响应表现为驻波主导和间歇性瞬态局部行波交替出现的情形，这是因为错

列角度较小时，会在局部区域造成流场扰动，这些扰动可以引起局部的流体动力变化，导致瞬态局部行

波的产生。流体与双管的相互作用在不同模态下表现出不同的动力学特性，使得上、下游管会满足不

同的共振条件，触发振动模态转换。

在 θ = 30°工况下，如图 6（c）所示，上游管在整个时段内呈现出相对较稳定的驻波形式的四阶振动

模态，振动能量自始至终无明显变化。而如图 6（e）所示，下游管在 t/T ∈ （0.00, 0.34）时段内主要以四阶

振动模态为主；在 t/T ∈ （0.34, 0.53）时段内，可以明显地观察到从四阶主振模态到五阶振动模态的转

换，其后 t/T ∈ （0.53, 1.00）时段内切换回四阶主振动模态，且在 y/L ∈ （0.06, 0.97）空间上出现行波。此

时下游管相对于上游管整体振动偏强，不同模式的振动能量以行波的形式沿着管体传播，这种传播可以

导致振动模态的切换，因此出现明显的驻–行波耦合的混合模式。

如图 7（a）所示，在 θ = 45°时，上游管相关的顺流向振动以四阶振型的驻波为主，并伴随着短时的局

部行波；与 θ = 0°、15°、30°较小错列角度相比，此时瞬态局部行波在轴向的长度 y/L ∈ （0.06, 0.75）、
（0.06, 0.97）、（0.25, 0.98）范围明显增大。这是因为随着错列角度的增大，流体在两管之间形成不同的

流动模式，这种模式的变化有助于局部行波的稳定传播。下游管如图 7（c）所示，沿管轴在 y/L ∈ （0.06,
0.53）、（0.06, 0.72）空间上出现瞬态局部行波，整个时段内表现出驻波和行波耦合的混合模式，在 t/T ∈
（0.00, 0.31）时段内呈现较弱的五阶振动模态，后续在 t/T ∈ （0.31,1.00）时段内由五阶振动模态切换回四

阶主振模态。

图 7（b）所示，在 θ =60°工况中，上游管在 t/T ∈ （0.00, 0.26）时段内以三阶振动模态为主，在 t/T ∈
（0.26, 0.48）时段内观察到不明显的五阶振动模态，并在该时段内又切换回四阶主振模态。这是一个典

型的相邻模态之间的振动模态竞争的过程，是模态与流体结构之间振动能量传递的结果。如图 7（d）所
示，下游管顺流向呈现相对较稳定的四阶振动模态，在 t/T ∈ （0.76, 0.80）时间段内、y/L ∈ （0.06, 0.97）
空间上出现行波，这是由于错列角度的相对增大导致流体与下游管之间的相互作用增强，尤其是当流体

的冲击作用变得更加显著时，这种增强的相互作用会激发行波。

通过系统地比较图 6~7的结果，发现沿着双管波形具有两个典型特征。首先，波腹位置的振动强

度随时间变化出现明显的交替波峰–波谷现象，即使驻波占主导地位，上波腹和下波腹的振动强度差异

也很大。其次，当 θ从 0°上升到 60°时，可以观察到其主振型保持不变，而瞬态局部行波在轴向上长度

有所增加。总的来说，当流速较小时，流体向结构体的能量传递不会沿双管轴向永久保持一个显著的行

波，这也是在这些情况下没有发现连续显著行波区域的主要原因。 

2.3 相位差及尾涡模式

us,dCF dCF

us,CL ds,CL dCF CL

双管沿轴向的主要振动模式通常在瞬态振幅最大的区域被触发，而非主要的或随机激活的振动模

式则多出现在振幅较小的区域。为了进一步探究尾流漩涡强度兴衰的内在机制，本节选取了 V =
0.4 m/s，θ = 15°、60°两个代表性工况，并在波谷（y/L = 8.5/16）、波峰（y/L = 12.5/16）处进行了研究。图 8、
图 9的（a）~（b）、（c）~（d）、（e）~（l）分别展示了在波谷和波峰两个特定位置，错列弹性双管的周期性位移

和升力系数变化曲线，以及双管之间位移、升力系数相位差[18]，连同四个典型时刻管周围的涡旋脱落的

瞬态情况。在此，选取了一个稳定的振动响应周期进行展示，而非振动的加速或减速阶段，以揭示在特

定振动阶段，尾流特性是如何影响双管的动态响应。其中，横坐标的变量 t/T表示归一化时间，它的形

式是测量时间 t被整个采样周期 T归一化。图例中的 /D、ds, /D分别表示上、下游管横流向的

归一化位移， 、 分别表示上、下游管归一化升力系数，us|ds   phase、us|ds   phase分别表

示上、下游管之间的横流向位移相位差和升力系数相位差。

尾流中周期性脱落的涡旋导致双管受到周期性的升力和变化的拖曳力的影响，这种力的作用使得
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us|ds dCFphase ∈ us|ds CLphase ∈ us|ds dCFphase ∈
us|ds CLphase ∈

双管产生明显的周期性振动，而这种振动又反过来影响尾流结构，导致双管的振动响应呈现出一定程度

的无序性和不确定性。在单个振动周期内，管的上下方均会出现单个或成对的涡旋脱落现象，其中蓝色

系和红色系分别表示两个不同方向的涡流。如图 8所示，θ = 15°时，双管的振动位移和升力系数的相位

差区间在波谷、波峰处分别为 （−8°, 4°）、 （−6°, 0°）； （−8°,
0°）、 （0°, 13°）。双管在横流向的振动位移差允许上游管在较小的错列角度下仍有足够

的空间产生涡旋脱落，这一现象导致上游管的尾涡边界会重新附着到下游管，进而促进下游管自身的涡

旋脱落。在波谷处，上游管和下游管的间隙区域以及下游管近尾迹处形成了所谓的“2P”型涡脱落模式，

即每一个运动周期泻放出两对逆向旋转的泻涡。在波峰处，双管间流态呈现明显的剪切层再次附着[19]，

轨迹相对于波谷处显得更加杂乱无序，此时下游管经历了大振幅的流致振动。此外，在这些“2P”型涡

胞的周围，可以观察到一些微小涡旋。这是因为在波峰处，结构处于一个更有利于流体激励的位置，这

种位置导致流固耦合效应变得更加显著，从而增加轨迹的无序性。值得注意的是，上游管分离的剪切层

在脱落到下游管后方时会变得杂乱无章，这导致下游管周围的涡强度明显增大。因此，下游管的涡流脱

落受到干扰，其振动被激发，这也是导致下游管振动强度相对较大的原因。与 2.1节的图 4（a）中 θ =
15°时观察到的结果一致。管间流动和下游管的大振幅运动是一个相互调节的过程，上游管的尾涡从两

管之间的间隙通过，增大了下游管一侧的涡量，提供维持下游管的大振幅振动的动力。反过来，下游管

的大振幅振动又给予了间隙流足够大的通过空间。因此，这可以看作是管间流动和下游管之间的一种

“相互调节”，正是这种“相互调节”实现了下游管的大振幅振动。
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图 8  θ = 15°时沿双管跨的相位差时程曲线和漩涡脱落模式

Fig.8  Phase difference time history curve and vortex shedding pattern along dual-pipe span at θ = 15°
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us|ds dCFphase ∈
us|ds CLphase ∈ us|ds dCFphase ∈ us|ds CLphase ∈

如图 9所示，θ = 60°时，双管的位移和升力系数相位差区间在波谷、波峰处分别为

（–1°, 2°）、 （–8°, 5°）； （1°, 4°）、 （–1°, 6°），与 θ = 15°时相比，

振动位移和升力系数相位差呈现减少趋势，特别是在波峰处的对比会更加明显。随着错列角度的增大，

激发高振幅振动的流致振动变得越来越弱，双管间的横流向间距变大，导致上、下游管内侧的涡旋在振

动周期内发生融汇现象，这种现象使得内侧脱落的涡旋断裂成杂乱的涡流，随后向下游运动。同时，双

管间顺流向距离的减小使得尾涡部分出现“同相同步”和“反相同步”两种现象[20]，这些现象导致上、下

游管之间的振动位移相位差、升力系数相位差区间逐渐减小。此外，相对于 θ = 15°，θ = 60°上、下游管

横流向的 RMS A/D最大值差异减小，且 θ = 60°时上游管后方的涡街数量增加，这使得上、下游管的旋

涡脱落过程变得更加有规律性。在波谷处，上游管旋涡脱落表现为“2P”模式；而在其下游管近尾迹处，

主要表现为“2S”型涡脱落模式，即每一个运动周期交替泻放两个独立的泻涡。在波峰处，上游管旋涡

脱落表现为“2P”模式，下游管近尾迹区旋涡脱落表现为模糊的“2S”模式。当 θ增至 60°时，与

θ = 15°时相比，错列角度的增大导致双管周围的流场分布发生变化，这种变化使得上游管受到的流体激

励频率和强度减弱，其升力系数频率的两个局部峰值由 2.491 Hz、5.665 Hz分别下降为 2.418 Hz、
5.617 Hz，总体下降率分别为 2.93%、0.85%。进而导致上游管的旋涡脱落模式由“2P”模式转变为“2S”
模式。在“2P”模式下，旋涡脱落具有相对较强的涡强度，这更有助于维持和加剧涡激振荡过程。

随着错列角度的增加，下游管慢慢远离上游管的尾流干扰区，使得上、下游管尾部的尾迹模式逐渐
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图 9  θ = 60°时沿双管跨的相位差时程曲线和漩涡脱落模式

Fig.9  Phase difference time history curve and vortex shedding pattern along dual-pipe span at θ = 60°
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变得规则；而在错列角度较小的工况下，由于双管具有较大顺流向间距比和较小横流向间距比，容易发

生涡流冲击，这种冲击导致下游管经历更严重的疲劳损伤[21–22]。此外，在双管系统的稳定“锁振”状态

下，如果错列角度、速度等控制因素保持不变，泻涡的发放类型也是基本趋于稳定；但当错列角度变得

非常小，那么泻涡的发放形态的稳定性会相应地变得脆弱，非常容易变成一种无序振动过程。当 θ = 15°
时，上、下游管的涡激振动形态表现出不规则的变化。这种不规则性源于外剪切层和泻涡结构在转变

为规则、周期性的形状之前，由于下游管在顺流向和横流向的往复运动和阻滞作用而遭到破坏，且距离

越近，这种破坏作用越显著[23]。 

3  结　论

本文基于双向流–固耦合方法，研究了均匀流中大长径比、错列弹性双管在不同的错列角度 θ =
0°、15°、30°、45°、60°工况下的涡激振动多模态振动响应，分析这些工况下错列弹性双管的均方根振幅

包络差异、沿管轴方向波形演变特征、以及在波谷和波峰两个特定位置处双管的周期性位移和升力系

数变化情况，还有双管之间振动位移相位差、升力系数相位差和周围涡旋脱落的瞬态情况，从而得出以

下结论：

（1）双管的振动模式显著地受错列角度的影响。θ = 0°时，上游管对下游管产生遮蔽作用，减少涡流

数量和强度，改变了流体流动特性，导致下游管的 RMS A/D最大值明显小于上游管；而对于 θ = 15°、
30°、45°、60°的工况，下游管的 RMS A/D最大值则明显大于上游管，随着错列角度的增加，双管在横流

向和顺流向上表现出不同的变化，特别是在 θ = 15°时，下游管因处于上游管尾流的高能量区域，从而更

有利于下游管高阶模态的激发，导致 RMS A/D最大值增大。

（2）由于长径比和较小流速的局限性，流体与结构之间的能量传递并不能沿弹性管持续保持，导致

沿弹性管的轴向波形主要表现为驻波主导和驻波–行波的混合模式。不同错列角度工况的上、下游管

在顺流向上均呈现出多模态振动特性，并且下游管存在明显的模态间相互转换现象。随着错列角度的

增大，瞬态局部行波在轴向的长度也随之增大，这是由于错列角度的增大导致双管的模态特性发生变

化，能量在不同模态间的转换使得瞬态局部行波在轴向上的传播距离变长。

（3）当 θ = 15°时，上游管的尾涡边界会重新附着到下游管，在下游管形成一个更大的尾涡区域，这

促进了下游管自身的涡旋脱落，进而形成复杂的涡流结构，此时双管的流动干涉作用较为强烈，主要以

“2P”型涡脱落模式为主；θ = 60°时，上、下游管内侧的涡旋在振动周期内发生融汇现象，与 θ = 15°时相

比，上游管后方涡街数量有所增大，导致上、下游管的振动位移相位差、升力系数相位差均有所减少，这

使得上、下游管的旋涡脱落变得相对有规律性，尾涡脱落的频率更加稳定，此时上游管出现“2S”型涡脱

落模式。

仿真研究中，观察到双管错列角度越小，错列双管之间的振动响应越剧烈，邻近干扰和尾流干扰被

认为是控制错列弹性双管疲劳损伤特性的主要机制，这为错列双管的典型疲劳损伤问题提供了指导。

然而，错列双管的涡激振动特性还与管体直径的大小、长细比、顶张力等因素密切相关，因此，在接下来

的工作中，我们将对此展开更为深入的研究。
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