
 

文章编号： 1007−7294（2025）03−0451−14
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摘要：厚壁管道广泛应用于（超）深水油气输送和浅水管道止屈防护，但目前国际权威规范对其极限承载能力存

在明显低估，其经济性和安全性受到了业界的高度关注。针对厚壁管道局部压溃的关键力学问题，首先推导向量

式有限元（VFIFE）实体单元计算公式，建立考虑几何、材料和边界非线性的厚壁管道压溃行为分析模型。通过

8组缩尺比厚壁管道压溃试验和 DNV规范、ABAQUS模拟分析模型的准确性。开展径厚比、初始椭圆度和屈

服强度的敏感性分析，量化 DNV规范方法的计算误差，并基于 VFIFE结果拟合得到更准确的厚壁管道压溃压力

计算公式。研究结果表明：VFIFE常应变四面体单元模拟结果符合实际情况，可以为深水厚壁管道压溃行为分

析提供一套新的分析策略，但应注意确定结构准静态加载允许的最大加载速率；在较高的外压载荷作用下，管道

会发生局部压溃和动态屈曲传播，截面由椭圆形变化为内壁出现一定褶皱的“哑铃”形，应力分布的变化规律符

合实体结构屈曲失稳的一般规律；DNV规范对于厚壁管道压溃压力的计算误差分别随径厚比减小、初始椭圆度

减小和材料屈服强度增大而增大；厚壁管道压溃压力的修正公式同源数据拟合误差为−2.49%~1.72%，异源数

据计算误差为−6.11%~1.70%，能够准确计算径厚比 8~18、初始椭圆度为 0.5%~3.0% 和材料屈服强度为 300~
550 MPa的深水管道压溃压力。本文结果可用于指导海底厚壁管道设计和校核。
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Abstract: Thick-walled pipelines are widely used as transmission pipes for (ultra) deepwater petroleum and
natural gas, and buckle arrestors for shallow water pipelines. However, the current international authoritative
regulations may underestimate their ultimate bearing capacity significantly so that their economy and safety
are  hot  topics  in  industrial  circles.  After  deriving  the  calculation  formula  of  vector  form  intrinsic  finite
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element  (VFIFE)  method  solid  element,  an  analysis  model  of  thick-walled  pipelines  considering  the
nonlinearity of geometry, material and boundary was established to solve the key mechanical problem of local
collapse of thick-walled pipelines. And its accuracy was verified by comparison with 8 sets of thick-walled
pipe scale tests, the DNV code, and ABAQUS simulations. Sensitivity analysis of diameter-to-thickness ratio,
initial ovality and material yield strength were carried out to quantify the calculation errors of the DNV code
method. Then, a more accurate formula for calculating the local collapse pressure of thick-walled pipes was
obtained  by  fitting  the  VFIFE  results.  The  results  show  that  the  simulation  results  of  the  VFIFE  constant
strain tetrahedral element are in line with the actual situation and can provide a new analysis strategy for the
collapse  behavior  analysis  of  thick-walled  pipelines.  However,  attention  should  be  paid  to  determining  the
maximum  load  rate  under  the  requirement  of  the  quasi-static  loading.  Under  high  external  pressure,  the
pipeline  will  collapse  locally  and  propagate  buckle  dynamically  and  the  deformation  of  the  pipe  section
changes from an ellipse to a "dumbbell" shape with certain folds on the inner wall. During local collapse, the
change trend of the stress distribution conforms to the general features of solid structure buckling instability.
The calculation error  of  the DNV code of  thick-walled pipelines’  local  collapse pressure increases with the
decrease of the diameter-to-thickness ratio, the decrease of the initial ovality, and the increase of the material
yield  strength  respectively.  The  corrected  formula  for  local  collapse  pressure  calculation  of  thick-walled
pipelines has a fitting error of –2.49%~1.72% for homologous data and a calculation error of –6.11%~1.70%
for  heterologous  data.  It  can  accurately  calculate  the  local  collapse  pressures  of  deepwater  pipelines  with
diameter-to-thickness  ratio  of  8~18,  initial  ovality  of  0.5%~3.0%,  and  material  yield  strength  of  300~
500 MPa. The results can be used to guide the design and verification of submarine thick-walled pipelines.
Key words: deepwater  thick-walled  pipeline;  vector  form  intrinsic  finite  element  method;  solid  element;

collapse test; local collapse; buckle propagation 

0  引　言

随着深水、超深水（水深>1500 m）油气勘探开发的推进，小径厚比、高钢级海底管道的工程应用日

益广泛，其经济性和安全性也受到了业界的高度关注[1]。例如，阿曼–印度海底管线项目中采用了径厚

比为 16.9的 X70钢管[2]；2021年南海 1500 m水深陵水气田项目[3] 采用的 X65钢立管最小径厚比为

8.33（直径 D=15.2 cm，厚度 t=18.3 mm）。由于高静水压作用，厚壁管道的设计通常要根据局部压溃的

失稳极限状态[4] 进行。因此，压溃压力是评价海底厚壁管道设计是否合理的关键参数，其研究需求十分

迫切。

∆0 Ξ0

∆0

一般，径厚比小于 20的管道称为厚壁管道，反之则为薄壁管道。目前，DNVGL–ST–F101[4]、EN
ISO 3183[5]、ABS 64[6] 和 API–RP–1111[7] 等国际权威规范能够较好地预测薄壁管道的压溃压力。对于

厚壁管道，因其局部压溃的非线性更明显，上述规范的计算方法可能不再准确。根据 DNVGL关于

X65管道的研究报告[8]，基于规范的计算结果同有限元模拟结果的误差，随着径厚比减小而增大，径厚

比为 10时将偏小约 20%。实际上，厚壁管道还常常在浅水区域被用作整体式止屈器[9]。由于现行设计

规范会对厚壁管道压溃压力造成低估，为避免发生压溃，管道工程师们会保守地选择更大壁厚，这样导

致管道重量大幅增加，工程造价也随之上升，给制造和安装带来极大困难。为此，权威机构 DNVGL[10]

正联合管道公司、油气企业和设计单位，致力于修正 DNVGL规范以满足深水、超深水开发的需要。不

少学者也纷纷致力于在不同因素影响下厚壁管道压溃压力的计算方法研究：Dvorkin等 [11] 运用

ADINA软件的 QMITGelement，研究了初始椭圆度 和离心率 对径厚比 16~32管道压溃压力的影

响；He等[12] 运用 ABAQUS C3D8R建立了径厚比 12.5~30的管道有限元模型并研究， 和非弹性各向
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异性系数 S的影响；Yu等[13] 基于厚壳理论在径厚比 12~30上分析了 、残余应力 、屈服强度 、材

料硬化系数（Ramberg–Osgood本构模型）和 S对压溃压力的影响；Zhang等[14] 基于 ABAQUS C3D8R首

先分析了 和 对径厚比为 10~32的管道压溃压力和屈曲模式的影响，然后提出考虑 和 的压溃压

力计算公式；Gong等[15] 则利用 ABAQUS分析了径厚比、 、用钢等级、应变硬化模量和腐蚀缺陷尺寸

的影响。上述文献报道主要针对纯水压作用下管道几何和材料两大类参数的敏感性分析。与薄壁管道

相同，组合载荷和加载路径对厚壁管道的压溃压力和屈曲模式也存在重要影响[16]。

向量式有限元（VFIFE）是关于结构力学行为分析的一种新方法，已发展出了梁单元 [17]、板单

元[18]、壳单元[19] 和实体单元[20−21] 等理论。应用实践表明，VFIFE对涉及大变形、大转动、材料（粘）弹

塑性、屈曲和碰撞等复杂结构行为分析具有程序稳定、计算准确、可避免传统有限元方法刚度矩阵迭

代收敛难题、方法简洁以及适合并行处理等独特优势[22]。在海洋结构物设计与分析中，VFIFE的运用

对象已包括海洋立管、海底管道和导管架平台等。Li等[23] 利用 VFIFE梁单元模拟海洋立管的三维大

变形和大变位，发现平面外载荷对立管的影响比较明显；笔者利用 VFIFE壳单元模拟了径厚比为

32.5时管道的局部压溃和屈曲传播行为[24]，并进一步开展了断层位移作用下海底埋地管道的复杂屈曲

行为分析[25]；Xu等[26] 则提出了 VFIFE梁壳耦合算法并用于分析长输海管在断层载荷下的破坏问题；在

带有整体式止屈器的海底管道屈曲和后屈曲行为分析中，笔者[27] 发现 VFIFE薄壳单元会明显低估止屈

器的穿越压力，指出了利用 VFIFE实体单元分析小径厚比管段的必要性。但截至目前，VFIFE实体单

元在海工领域的应用还未见报道。

本文基于已有的深水管道极限承载力研究工作[13,24−25,27]，进一步建立基于 VFIFE实体单元的深水

厚壁管道压溃行为分析方法，旨在为深水厚壁管道的屈曲压溃研究提供一套具有完全自主知识产权的

通用分析策略。本工作采用 VFIFE实体单元理论方法，首先建立考虑几何、材料和边界非线性的深水

厚壁管道压溃分析模型，然后通过 8组缩尺比压溃试验、DNV规范计算和 ABAQUS模拟，来验证本文

模型的准确性。接着，开展径厚比、初始椭圆度和屈服强度的敏感性分析，量化分析 DNV规范计算结

果的误差。最后，通过数据拟合提出新的厚壁管道压溃压力公式并分析其计算精度，以期为解决深水、

超深水厚壁管道设计的关键力学问题提供参考。 

1  理论方法

本文利用 VFIFE实体单元模拟深水厚壁管道结构，以下给出对应的 VFIFE模型和计算流程，

VFIFE实体单元的详细理论可参考文献[20−21]。此外，针对深水厚壁管道压溃分析的材料、几何和边

界非线性问题，提出适用的数值求解方案。 

1.1 管道的 VFIFE 模型

D
∆0 ∆0 = (Dmax−Dmin)/D

D = (Dmax+Dmin)/2 Dmax Dmin

将深水厚壁管道离散为质点和用于计算

结构内力的常应变四面体单元 [21]  ，建立的

VFIFE模型如图 1所示。管道外径为 ，初始一

致椭圆度为 （通常定义为 ，

， 和 分别为最大外径

和最小外径），管道长度 L，厚度为 h。管道两端

完全固定，承受均匀外压作用。根据模型和外

压的对称性，只需取完整管道模型的 1/8进行计

算。在坐标系 o-xyz中，平面 oyz和 oxz为模型

的对称面，对称面上质点的运动受对称边界条件约束。坐标 z = 0的质点设置为关于平面 oxy的对称约

束，坐标 z = L/2的质点则设置为完全固定约束。以上边界条件能够简化模型，现在假定预期管道将从 z =

 

L/2x

y

zo

o x

y

h

Dmin

Dmax

 

图 1  厚壁管道的 VFIFE模型

Fig.1  VFIFE model of the thick-walled pipe
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0处开始压溃，并沿着 z轴正向屈曲传播至右端。管道压溃后，内壁面会发生接触碰撞。因此，将平面

oyz和 oxz设为虚拟刚性面，避免内壁质点接触碰撞后发生穿透行为。

VFIFE以质点的运动公式为控制方程，通过不断迭代更新质点运动进行结构模拟和行为预测。

图 2给出了 VFIFE实体单元的计算流程，每个时间步内主要计算内容为质点平动计算、等效质点内力

计算和等效质点外载荷计算。这三部分计算是通过质点或单元遍历实现的，适合并行计算。与传统有

限元方法比较，VFIFE的控制方程基于牛顿第二定律，理论架构更加简洁，且不存在刚度矩阵运算，求解

强非线性问题时能够避免矩阵收敛难题。深水厚壁管道压溃分析涉及几何、边界和材料三个方面的非

线性，应用 VFIFE方法具有较大优势。特别地，质点运动自然地包括了实体单元的刚体运动和质点纯

变形，VFIFE无需额外手段即可处理大变形、大转角和大变位等几何非线性问题。 

1.2 边界非线性

对于边界非线性，本文考虑大变形引起的压力加载面变化和压溃后管道内壁可能发生的接触碰撞

问题的处理。事实上，VFIFE只需根据每个单元面对应质点的实时位置计算加载面积和法向向量，即可

实时跟踪变化的压力加载面。同样，VFIFE可以将接触碰撞问题转化为质点空间关系问题，从而又极大

降低求解难度。根据 1.1节所述的虚拟刚性面[8]，管道内壁接触碰撞问题可进一步简化为质点同虚拟刚

性面的接触碰撞问题。

本文将虚拟刚性面离散为三角形平面单元，仅考虑质点与三角形平面单元之间的单向碰撞检测，

un
i

un+1
i(

xn
j1，xn

j2，xn
j3

)

即“点–三角形”检测[31]。算法中所用的变量信

息仅为质点和三角形平面单元的位置信息。如

图 3所示 ， n和 n+1时刻质点 i的位置为

和 ， 三 角 形 平 面 单 元 j的 位 置 信 息 为

，则两个时刻的垂距为

dn
i j =

(
un

i − xn
j1

)
· nn

j (1)

dn+1
i j =

(
un+1

i − xn
j1

)
· nn

j (2)

nn
j式中， 为三角形平面单元 j的方向向量。

dn
i j dn+1

i j如果 和 符号相反，则质点 i与三角形

平面单元 j所在的平面发生碰撞并穿透其表面，

pn
i

由此，需要进一步判断碰撞点是否在三角形平面单元 j内部。如果碰撞发生，则按罚函数法[19] 对质点位

置矢量进行修正。由于时间步较短，可用垂足 来代替实际碰撞点，则有

pn
i j = un

i −
∣∣∣dn

i j

∣∣∣ · nn
j (3)

pn
i − xn

j1 = e12 ·
(
xn

j2− xn
j1

)
+ e13 ·

(
xn

j3− xn
j1

)
(4)

 

质点平动计算（并行）

单元内力计算（并行）

虚功原理

本构模型

下一时间步
当前时间步 牛顿第二定律

纯变形

逆向运动

ui   , ui , Fi
nn−1 n−1n

应力应变 内力

外载荷

ui

 

图 2  VFIFE实体单元计算流程

Fig.2  Calculation flow of the VFIFE solid elements

 

三角形
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dij
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e13

e12

运动轨迹

 

图 3  质点 i与三角形平面单元 j之间的碰撞检测

Fig.3  Detection  of  collsion  between  particle  i  and  triangular
plane element j
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e12 e13式中， 和 为矢量系数，经过数学求导可显式表达为

e12 =
(v31 · v31) ·

(
vp1 · v21

)− (v31 · v21) ·
(
vp1 · v31

)
(v31 · v31) · (v21 · v21)− (v31 · v21) · (v21 · v31)

(5)

e13 =
(v21 · v21) ·

(
vp1 · v31

)− (v21 · v31) ·
(
vp1 · v21

)
(v31 · v31) · (v21 · v21)− (v31 · v21) · (v21 · v31)

(6)

v21 = xn
j2− xn

j1 v31 = xn
j3− xn

j1 vp1 = pn
i − xn

j1式中， ， ， 。

pn
i当垂足 在三角形平面单元 j内部时，下列条件成立

e12 ⩾ 0，e13 ⩾ 0，e12+ e13 ⩽ 1 (7) 

1.3 材料非线性

材料非线性是指管道钢材的弹塑性问题。选用形式简单、参数较少、通用性较好的广义

Cowper-Symonds（C-S）材料本构模型[24−25]，其表达式如下：

σf =
(
AC−S+BC−Sε

nC−S
p

) [
1+

(
ε̇

D

)1/ p]
(8)

σf AC−S BC−S nC−S ε̇

ε̇ = 0
式中， 为流动应力， 为准静态屈服应力， 和 为准静态下的应变硬化参数， 为应变率，D和

p为与应变率效应有关的材料参数。本文不考虑应变率效应，故令 。

结构弹塑性分析通常将载荷分成若干个增量，然后对每一个载荷增量，根据材料的应力应变初始

∆ε̂n

De

∆σ̄ = De∆ε̂ σ̄ = σ̂n+∆σ̄

Φ(σ̄n+1, ε̂n
p) Φ(σ̄n, ε̂n

p)

状态确定其增量。从 VFIFE角度，上述的增量

分析对应为一个时间步长内的弹塑性问题。弹

塑性本构模型的引入和应力应变的弹塑性修

正，发生在单元节点出现纯变形位移之后及单

元内力求解之前。遵循塑性力学基本法则，基

于应力积分回退算法的弹塑性材料处理方

法[25−27] 如图 4所示。首先，根据单元应变增量

进行弹性预测，假设当前时间步为弹性加载

步，利用弹性应力应变关系矩阵 更新，得到应

力增量 和应力 。然后依

据 von  Mises屈服准则 [28−29] 计算屈服函数

和 ，并区分以下三种情况：

Φ(σ̄n+1, ε̂n
p) ⩽ 0①若 ，则为弹性加载或由塑

m = 1性按弹性卸载，弹性应变增量的比例 ；

Φ(σ̄n+1, ε̂n
p) > 0 Φ(σ̄n, ε̂n

p) < 0 Φ(σ̄n+m∆σ̄, ε̂n
p) = 0 m②若 ，且 ，则为弹性向塑性过渡，应由 计算 ；

Φ(σ̄n+1, ε̂n
p) > 0 Φ(σ̄n, ε̂n

p) = 0 m = 0③若 ，且 ，则为塑性继续加载， 。

ε̂n+1
p σ̂n+1最后，依据上述判断结果结合式（4）修正得到 和 ，即

ε̂n+1
p = ε̂

n
p+∆ε̂p (9)

σ̂n+1 = σ̂n+m∆σ̄+∆σ̂p (10)
∆ε̂p = (1−m)∆ε̂ ∆σ̂p =

r ∆ε̂p
0

Depdε Dep式中， 为塑性应变增量， 为塑性应力增量， 为由 von Mises流动法

则[29] 导出的弹塑性矩阵。 

2  缩尺比厚壁管道压溃试验
 

2.1 试验过程

如图 5所示，在天津大学的缩尺比深水压力舱[13] 中进行了缩尺比厚壁管道压溃试验，其中，压力舱

 

Φ(σn+1, εp)>0, Φ(σn, εp)<0

σn+1=σn+mΔσ+Δσp

纯变形计算弹性预测
断

判
性

塑
弹

塑性修正

C
-S

 本
构

模
型

下一时间步

Δσ, σn+1 σn, εp, Δεn

n

n^

^ ^ ^

^

^ ^

Φ(σn+1, εp)≤0

n n

Φ(σn+1, εp)>0, Φ(σn, εp)=0^

^ ^ ^

^ ^n n

^^^εp
n+1=εp

n+(1−m)Δε

m=1

m=0

0<m<1

 

图 4  基于应力积分回退算法的弹塑性材料处理

Fig.4  Elastoplastic  material  treatment  based  on  stress  integral
regression algorithm
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内径 0.24 m，可容纳最长 2.3 m、外径 8~76 mm的管件，可模拟 70 MPa高压水环境。加压设备为高压

注水泵，最大加载速度为 2 MPa/s，试验时压力载荷的控制精度±0.2%FFS，波动范围≤0.5%。压力传感

器为MSP300压力传感器，测量精度±0.2%FFS。
厚壁管道压溃试验流程如图 6所示[24]。首先是试验管件的预处理，包括管件截取、参数测量和端

部法兰焊接；然后是试验管件的安装，关闭舱盖并向内注水；舱内水满后关闭进水阀和排气阀，小幅加压

检查水密性；如果水密性合格，则启动数据监测系统，并继续加压至舱内水压骤降时为止；接着卸压、排

水，打开舱盖取出试验管件；最后，观察试验管件压溃形貌和处理试验数据。

试验管件依据径厚比（12和 16）分为两组，每组 4根，依次编号为 R1~R8。图 7所示为利用 RA7320
便携关节臂三坐标测量机，测量管件外轮廓点云数据，取截面平均外直径和最大椭圆度作为试验管件的

直径和初始椭圆度。试验管件的壁厚则用 MT192多模式超声波测厚仪测量后取平均值。图 8所示则

为截取标准拉伸试样件并通过万能拉伸试验机完成准静态材料测试，根据测试数据拟合得到 C–S模型

（式（4））的相关参数。试验管件的材料参数和几何参数如表 1所示。 

2.2 试验结果

图 9（a）为试验过程中水压加载控制台的界面，图 9（b）为试验结束后 8根试验管件的形貌图。由

图 9（b）可知，试样件压溃后呈“哑铃状”，其位置为测量的最大初始椭圆度所在区域。由试验管件的侧

视图可知，管道局部压溃后发生了内壁碰撞接触。

 

 

图 5  天津大学缩尺比深水压力舱[13]

Fig.5  A scale pressure chamber in Tianjin University[13]

 

试验前处理

设备安装

加压测试

卸压排水

试验后处理

管件切割 法兰焊接 参数测量

常压注水 舱盖封闭 管件进舱

水密检验 压力监测 加压至屈曲

卸压排水 停止监测 停止加压

管件出舱 形态拍摄 数据处理
 

图 6  厚壁管道压溃试验流程

Fig.6  Experimental procedure of buckling test for thick-walled
pipe samples

 

关节臂

测量探头

磁吸底座

扫描1*

柱体1*

扫描2*

X*
0*

点1*

测量探头

截面视图

（a）RA7320 便携式关节壁三坐标测量机 （b）扫描点示意图
 

图 7  直径和椭圆度测量

Fig.7  Diameter and ovality measurement
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图 8  静态拉伸测试

Fig.8  Facility and results of the quasi-static tensile test

 

表 1  试验管件的几何参数和材料参数

Tab.1  Geometric and material parameters of pipe samples
 

编号 D/mm t/mm ∆0 /% E/GPa μ AC−S /MPa BC−S /MPa nC−S

R1 75.82 6.31 0.66

193 0.3 257.22 563.60 0.44
R2 76.04 6.32 0.62
R3 75.70 5.97 0.47
R4 75.70 6.00 0.55
R5 51.50 3.15 0.35

193 0.3 348.05 692.80 0.44
R6 51.50 3.15 0.56
R7 51.50 3.15 0.61
R8 51.00 3.10 0.68

 

R1 R2 R3 R4 R5 R6 R7 R8

（a）压力加载与监测

（b）局部压溃形态
 

图 9  管件缩尺比实验

Fig.9  Test of scaled pipes
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由加载控制台导出的试验中 R1~R8的水压加载计划和压力舱内实际水压数据，分别如图 10（a）~
（d）所示。由图可知，舱内水压上升至某一值时将发生骤降，这对应着管件的局部压溃。试验管件

R1~R4的试验静力屈曲载荷分别为 50.96 MPa、51.27 MPa、48.53 MPa和 48.66 MPa；管件 R5~R8的试

验值则分别为 46.33 MPa、44.49 MPa、44.76 MPa和 46.51 MPa。
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图 10  舱内水压曲线

Fig.10  Water pressure-time curves
 
 

3  结果分析与讨论
 

3.1 计算结果对比验证

依据 1.1节所述方法建立深水厚壁管道的 VFIFE模型，长度取 1.2 m，其他尺寸同表 1一致。时间

步长取 2.0×10−7s，阻尼参数取 10.0。以 R1为例，首先取加载速度 200 MPa/s进行网格收敛性分析。考

虑五种网格方案（环向网格数×径向网格数×轴向网格数），分别为 9×2×90、12×2×120、15×2×150、
20×4×20和 25×4×250，依次编号为 Mesh#1~5。记录 z = 0处截面内壁的长轴点和短轴点的位移曲线，

如图 11（a）所示，图中随着外压不断增大，质点位移先是缓慢增大，然后急剧增大，最后稳定在某值。对

应的物理过程为，随着外压不断增大，管道截面首先发生微小变形，然后发生屈曲压溃，产生截面内大变

形直至内壁接触碰撞。图中比较后可知，随着网格数量的增加，质点位移曲线差异明显减小并趋于稳定。

其中，网格方案 Mesh#3~5具有较好收敛性，故本文选择 Mesh#3用于深水厚壁管道压溃分析。为确定
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准静态加载下允许的最大加载速度，计算中采用五种加载速率（300 MPa/s、250 MPa/s、200 MPa/s、
150 MPa/s和 100 MPa/s）进行求解，其长轴点和短轴点的位移曲线如图 11（b）所示。依据 Budiansky-
Roth动力屈曲准则[24]，五个加载速率对应的压溃压力为 53.62 MPa、52.84 MPa、52.28 MPa、51.91 MPa
和 51.60 MPa。可以发现，随着加载速率的增大，管道的屈曲载荷有所增大。这是因为较大加载速率下

管道应变率和惯性力的影响导致的。当加载速度由 300 MPa/s下降到 100 MPa/s时，压溃压力相对变

化由 1.45% 降低至 0.60%，可以认为接近准静态加载过程。后续的计算分析取加载速度 100 MPa/s。

图 12为根据 1/8模型计算结果绘制的 1/2管道模型等效 Mises应力和变形的情况，其中①~⑩为

z=0处的完整截面。外压较小时，管道长轴端的内壁应力水平较高，其他部位应力较低（图 12中①和

②）。随着外压增大，管道长轴端内壁的高应力区域向短轴端内壁扩展（图 12中③）。进一步地，管道短

轴端外壁应力升高，与管道长轴端内壁形成贯通的高应力区域（图 12中④和⑤）。这是实体结构屈曲失

稳的典型趋势[8,29]。当外压足够大时，z=0处管道截面内除了短轴端内壁附近应力略低，整体进入塑性

变形阶段（图 12中⑥）并随即发生了椭圆大变形（图 12中⑦和⑧）。当椭圆大变形进一步发展，短轴一

侧管壁下陷并因相互碰撞接触而呈压平状态，截面变形呈现“哑铃”形（图 12中⑨）。在这种大变形中，

长轴一侧管道内壁出现褶皱。这是由于壁厚较大，截面内的挤压造成的。管道截面呈现“哑铃”形后，

短轴一侧应力降低，长轴一侧依然保持高应力状态。如果继续让外水压小幅增大，管道将沿着两端发生

快速的屈曲传播（图 12中⑩）。对比图 9（b）和图 12，VFIFE模拟结果能够“再现”试验中观测到的真实

结构变形。需要说明的是，本文用的常应变四面体单元精度具有局限性，在模拟管道后屈曲行为时，会

呈现不连续的应力分布（图 12中⑧和⑨）。但对于管道发生的第一次屈曲过程（局部压溃），本文的网格

和单元的精度已经足够。

利用与管件 R1相同的计算方法，计算表 1所示的其他管件的压溃压力。另外，同时进行 ABAQUS
经典有限元模拟和 DNV规范公式计算。其中，ABAQUS经典有限元模拟采用与 VFIFE相同的网格划

分方案，单元类型则选择为 C3D20R（六面体二次减缩积分单元）。而 DNV规范的计算公式如下：

(pc− pel)
(
p2

c − p2
p

)
= pc pel pp∆0

D
t

(11)

pc pel pp pel pp式中， 为压溃压力， 为弹性压溃压力， 为塑性压溃压力。 和 的计算方法为

pel =

2E
( t

D

)3

1−µ2
(12)

pp = AC−Sαfab
2t
D

(13)
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图 11  网格和加载速率收敛性分析

Fig.11  Convergence analysis of different mesh densities and pressure loading rates
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αfab式中， 为管道制造系数，无缝钢管取 1.00。

pcVFIFE pcTEST pcFEM pcDNV

采用VFIFE模拟、压溃试验测试、ABAQUS
模拟和 DNV规范计算得到的管道压溃压力分

别记为 、 、 和 ，管件 R1~R8
对应的计算结果如表 2所示。其中，对于 R1~
R4，VFIFE的结果与试验结果两者分别相差

1.26%、1.81%、2.25% 和 1.81%，前者与ABAQUS
模拟结果相比则分别相差 3.47%、4.50%、4.95%
和 4.85%，而与 DNV规范结果的差别分别为

26.41%、 27.69%、 26.87% 和 26.77%。对于管

件 R5~R8，VFIFE的结果与试验结果分别相差

−0.41%、0.20%、−1.43% 和−5.93%，与 ABAQUS
模拟结果分别相差 3.73%、 3.99%、 3.84% 和

4.19%，而与 DNV规范结果则分别相差 13.81%、

13.09%、12.64% 和 13.58%。对于试验管件 R8，
VFIFE和 ABAQUS的结果比试验值小得多，应

是测量误差或错误导致。可见，VFIFE的结果

同压溃试验测试和 ABAQUS模拟的误差基本

控制在 5% 内，满足工程精度要求。另外，DNV

规范的计算结果明显低估了小径厚比管道的极限承载力，而且随着径厚比减小这种低估越发明显[8]，甚

至达到 27.69%。这种低估将导致管道壁厚取值偏保守，易造成重量过大而出现安装困难、材料浪费和

成本增加问题。 

3.2 规范计算公式修正

AC−S = 448 MPa
∆0 = 2% pcDNV = 63.82 pcVFIFE = 78.60 ∆0

AC−S

AC−S ∆0 pcDNV pcVFIFE AC−S pcDNV

pcVFIFE ∆0 AC−S

为分析 DNV规范的计算结果与其它数值模拟结果的差异，取 18英寸全尺寸管道开展几何参数和

材料参数的敏感性分析。18英寸全尺寸管道的基础参数为：D=457.2 mm，D/t=12， ，

，  MPa，  MPa。敏感性分析中 D/t取值范围为 8~18， 取值范围

0.5%~3%，材料屈服强度 取值范围 300~550 MPa，在每个范围内各取 6个值并正交组合后计算。六

个材料屈服强度下的 DNV规范和 VFIFE方法的几何参数敏感性分析结果如图 13（a）~（f）所示。由

图 13可知，相同 和 下， 和 的相对误差随 D/t减小而增大；相同 和 D/t下， 和

的相对误差随 减小而增大；随着 的增大，上述的误差也更加明显。
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图 12  厚壁管道 r1的 von Mises应力分布和变形.
Fig.12  Deformation  and  von  Mises  stress  distribution  of  thick

wall pipe sample R1

 

表 2  VFIFE 计算结果同其他方法结果的比较

Tab.2  Comparison between VFIFE and other methods of collapse pressure results
 

编号 D/t pcVFIFE(MPa)
压溃试验 ABAQUS DNV

pcTest (MPa) 误差(%) pcFEM (MPa) 误差(%) pcDNV(MPa) 误差(%)
R1 12.02 51.60 50.96 1.26 49.87 3.47 40.82 26.41
R2 12.03 52.20 51.27 1.81 49.95 4.50 40.88 27.69
R3 12.68 49.62 48.53 2.25 47.28 4.95 39.11 26.87
R4 12.62 49.54 48.66 1.81 47.25 4.85 39.08 26.77
R5 16.35 46.14 46.33 −0.41 44.48 3.73 40.54 13.81
R6 16.35 44.58 44.49 0.20 42.87 3.99 39.42 13.09
R7 16.35 44.12 44.76 −1.43 42.49 3.84 39.17 12.64
R8 16.45 43.75 46.51 −5.93 41.99 4.19 38.52 13.58
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Cthick AC−S ∆0 pcDNV引入修正系数 ，综合考虑 D/t、 、 和规范结果 的影响，提出厚壁管道压溃压力的修

正公式如下：

pthick =Cthick pcDNV = a1

(D
t

)a2
(

AC−S

σref

)a3

∆
a4
0 pcDNV (14)

σref pcDNV a1 a4式中， 为参考屈服强度，取 450 MPa； 为式（11）计算结果； ~ 为修正项的参数，通过拟合

图 13中的数据得到，取值如表 3所示。
 
 

表 3  厚壁管道压溃压力修正公式的参数值

Tab.3  Parameters in empirical equation of thick pipeline
 

参数 a1 a2 a3 a4

数值 1.9362 –0.2358 –0.0460 –0.0147
 

为分析式（14）的拟合效果和计算精度，分别开展同源和异源数据对比分析。首先，对比 DNV规范

计算结果、VFIFE模拟结果与修正公式计算结果。如图 14（a）所示，式（14）能够对 DNV规范计算结果

进行修正，其结果与 VFIFE模拟结果非常接近。在压溃压力 20~180 MPa之间，式（14）的拟合误差范围
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图 13  厚壁管压溃压力的参数敏感性分析

Fig.13  Parameter sensitivity analysis of pipeline collapse pressure
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∆0

为−2.49%~1.72%。这是因为 VFIFE模拟结果属于同源数据，拟合效果较好。然后，对比本文试验结

果、文献数据[12] 和修正公式计算结果。其中，文献[12]数据为 D/t=12.50、14.29和 16.67三种尺寸的厚

壁管道压溃压力值，钢材等级分为 X52、X60、X65、X70和 X80五种， 取 1% 和 2% 两种，共计 30个

数据点，最大允许误差为 10.5%。如图 14（b）所示，本文试验数据和文献[12]的数据皆贴近修正公式

（14）计算结果的两侧分布。与试验数据和文献[12] 数据比较，式（14）的计算误差范围为–6.11%~

1.70%。上述分析表明，式（14）较好地拟合 VFIFE模拟结果和 DNV规范计算结果，能够较准确地预测

深水厚壁管道的压溃压力，对海底厚壁管道的设计和校核具有参考价值。
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图 14  修正公式的精度分析

Fig.14  Accuracy analysis of the modified formula
 
 

4  结　论

本文针对深水、超深水厚壁管道屈曲压溃的关键力学问题，基于 VFIFE实体单元理论建立了考虑

几何、材料和边界非线性的厚壁管道压溃行为的分析模型，并通过 8组缩尺比压溃试验、DNV规范、

ABAQUS模拟等方法，分析了上述模型的准确性，研究了径厚比、初始椭圆度和屈服强度的影响，并量

化分析了 DNV规范的计算误差，通过拟合数值结果提出了更准确的厚壁管道压溃压力计算公式，并得

到以下结论：

（1）VFIFE常应变四面体单元模拟结果符合实际情况，可以为深水厚壁管道压溃行为分析提供一

套新的分析策略，具有省却传统有限元刚度矩阵计算、程序简单且适合并行、非线性处理能力强等优

点。VFIFE用统一的动力分析过程预测结构行为，并发现较大的加载速率会影响结构响应从而使得临

界载荷偏大。因此，为实现外压的准静态加载和节约计算成本，应注意确定结构准静态加载允许的最大

加载速率。

（2）厚壁管道在较高的外压载荷作用下会发生局部压溃，管道截面变形由椭圆形变化为内壁带有

一定褶皱的“哑铃”形。在外压增大过程中，高应力区域由厚壁管道长轴端的内壁向短轴端内壁扩展，

然后与短轴端外壁形成贯通的屈服区域，最后截面整体进入塑性并瞬间发生倒塌，直至内壁出现碰撞接

触。如果维持较高外压，管道压溃后将发生快速的屈曲传播。

（3）DNV规范计算厚壁管道压溃压力的误差，分别随着径厚比减小、初始椭圆度减小和材料屈服

强度增大而增大，最大可达 28%。基于 VFIFE模拟结果和 DNV规范计算结果提出的厚壁管道压溃压

力修正公式，同源数据拟合效果较好（拟合误差为–2.49%~1.72%），异源数据计算精度较高（计算误差为

–6.11%~1.70%），可用于深水厚壁管道的设计和校核。
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