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基于能量竞争原理的柔性立管水动力载荷特性研究
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摘要：海洋立管涡激振动是威胁海洋立管作业安全的重要因素。本文从能量的角度分析，将涡激振动状态下作

用于立管的水动力载荷分为起能量输入作用的激励力、能量耗散作用的阻尼力和不做功的附加质量力。前两者

在能量上相互竞争决定最后流体对结构的能量作用。进一步地，本文详细推导了新载荷模型下基于柔性立管模

型实验的关键载荷系数识别方法。通过柔性立管水池拖曳实验，识别得出了不同流速工况下涡激振动响应及载

荷系数分布特性。结果表明：均匀流作用下柔性立管的涡激振动响应具有多模态参与特性，并由此导致水动力载

荷系数存在系数“阶跃”现象；激励力系数及阻力系数与涡激振动幅值具有显著的关联关系，初步建立了能量竞

争载荷模型下水动力载荷系数经验模型。本研究对未来海洋立管快速经验预报方法的发展具有参考意义。
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Abstract: Vortex-induced vibration (VIV) of  a  marine riser  is  a  great  threat  to  its  service safety.  From the
perspective of energy, the hydrodynamic force on the riser undergoing vortex-induced vibration was divided
into  three  components,  i.e.  vortex-induced  force  acting  as  energy  input,  drag  force  acting  as  energy
dissipation and added mass force acting a neutral role in energy. The energy competition between the first two
components  determines  the  final  energy  effect  of  the  fluid  on  the  structure.  Furthermore,  the  identification
method of hydrodynamic coefficients based on the flexible riser model experiment was derived for the new
hydrodynamic force model in detail. Through the towing experiment of the flexible riser, the vortex-induced
vibration response, and coefficients distribution characteristics under different flow velocities were identified.
The results show that the vortex induced vibration response of the flexible riser under uniform flow has multi-
mode participation characteristic, which leads to the "jump" phenomenon of hydrodynamic coefficients. The
vortex-induced  force  coefficients  and  drag  coefficients  behave  significant  correlation  with  the  amplitude  of
VIV. Based on the measured values between hydrodynamic coefficients and response amplitude, an empirical
model  for  hydrodynamic  coefficients  under  energy  competition  force  model  was  preliminarily  established.
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The  research  in  this  paper  provides  a  valuable  reference  for  the  development  of  fast  empirical  prediction
methods of marine risers in the future.
Key words: vortex-induced  vibration;  energy  competition;  hydrodynamic  force  model;  hydrodynamic

coefficient model 

0  引　言

随着海上油气开发向深水和超深水方向发展，连接水下井口和顶部浮式海上平台的海洋立管变得

越来越细长[1]。当海流流经这些细长的立管时，立管两侧会产生周期性脱落的漩涡，进而产生相应的周

期性脉动载荷。当载荷频率接近立管的某一固有频率时，立管在顺流向（ in–line,  IL）和横流向

（cross–flow, CF）将发生显著振动，被称为涡激振动（VIV）[2]。这种无休止的高频振动是引起立管疲劳损

伤的关键因素。然而，这一复杂流固耦合现象背后的水动力机制至今仍不清楚[3]，严重阻碍了海洋立管

涡激振动经验快速性预报方法的发展。因此，发展更为理想的水动力载荷模型，并揭示涡激振动状态下

海洋立管关键水动力载荷系数特征具有重要意义。

当前，国内外学者对海洋立管涡激振动研究主要集中在响应特性观测方面[4−8]，包括不同流场下海

洋立管涡激振动响应幅值、响应频率、振动轨迹和相位信息等。然而，在水动力载荷模型和水动力载荷

机理方面，相关研究仍十分有限。经过近一个世纪的发展，国内外学者提出了一些模型来描述作用于细

长管线上的载荷。在顺流向，即 IL方向，最为广泛使用的是 1954年 Morison等[9] 提出的莫里森方程。

该方程将 IL方向的水动力分解为与速度平方成正比的阻力项和与加速度成正比的惯性力项。在横流

向，即 CF方向，Sarpkaya[10] 基于莫里森方程，将横流向的升力线性化分解为与速度同相位的激励力和

与加速度同相位的附加质量力，成为目前广泛采用的涡激力载荷表征模型，但该模型未考虑 IL及

CF方向响应与载荷的耦合效应。

然而，越来越多的研究表明涡激振动在 IL和 CF方向存在强耦合作用[2,11−13]，为了准确预报涡激振

动响应，有必要考虑横流–顺流向的耦合影响。Srinil等[14] 以及 Postnikov等[15] 采用 Vander Pol方程的

非线性尾流振子来描述升力系数与结构的运动方程耦合求解动力响应，并采用非线性结构振子来表征

IL和 CF方向的耦合效应，但该方法对于振子经验系数的选取依赖性较强，而该经验参数无法通过实验

直接界定。Thorsen等[16−19] 进一步提出了一种时域同步载荷模型，通过定义拖曳阻力与相对流速同向

来考虑 IL和 CF方向水动力的耦合效应，但与尾流阵子相似，该同步模型中的关键水动力系数也难以

通过实验直接辨识，其水动力载荷系数的选取存在较大的盲目性和不确定性。因此，载荷系数可辨识的

时域水动力载荷模型是目前时域水动力载荷模型发展的重要方向。

在载荷系数研究方面，Gopalkrishnan[20] 和 Aronsen[21] 等在 Sarpkaya水动力模型的基础上，分别进

行了刚性圆柱在 CF方向和 IL方向的单自由度遍历振荡实验，绘制了升力系数和附加质量系数云图，

指出升力系数与响应幅值及频率密切相关，而附加质量系数仅与响应频率相关性较强。当前工业界以

Gopalkrishna和 Aronsen等人的实验数据为基础建立了水动力系数数据库，并广泛应用于涡激振动半经

验频域预报软件 SHEAR7和 VIVANA中，然而该方法无法反映立管横流向和顺流向涡激振动耦合效

应，且只适用于定常均匀流场和线性结构物，对于非线性结构物以及时变流场的预报存在局限。为了直

接揭示三维流场效应下真实柔性立管涡激振动载荷特性，Huera Huarte等[22] 开展了阶梯流作用下柔性

圆柱的涡激振动实验，根据实验获得的位移响应数据，采用逆有限元法计算柔性圆柱任意截面处的水动

力，然而未对水动力系数作进一步研究。Song等[3,23−25] 利用有限元法对柔性立管的水动力及相应系数

进行了识别和研究，与刚性圆柱单向强迫振荡实验结果相比，两者水动力系数有显著差异，原因在于 IL
和 CF方向水动力耦合作用的影响。Liu等[26−27] 利用遗忘因子最小二乘法进一步发现 Sarkaya提出的

载荷模型下的水动力系数在多频涡激振动响应下具有更复杂的时变特性。基于提出的水动力载荷模

型，识别和揭示真实柔性立管涡激振动状态下的水动力载荷系数是载荷表征模型建立后的首要研究工作。
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本文基于能量竞争的原理，吸取莫里森方程和 Sarpkaya提出的载荷模型的优势，将 IL和 CF方向

的水动力分为激励力、阻力和附加质量力三部分，使得流体载荷成分的激励力和阻力在能量层面上起

到竞争作用；进一步，采用模态叠加法、逆向载荷识别方法和最小二乘法建立了能量竞争载荷模型下水

动力载荷系数识别方法；采用这一方法，识别和揭示了均匀流下柔性立管主导模态下的水动力系数分布

特征，初步建立了能量竞争载荷模型下的水动力载荷系数经验模型。本工作可为海洋工程领域涡激振

动的快速时域预报方法提供参考和借鉴。 

1  水动力载荷模型

本文的水动力载荷模型以改进的 Morison方程为理论基础，用以表征 IL及 CF方向上的水动力载

荷。为考虑 IL和 CF方向耦合作用，假定阻力始终与相对速度同向。将阻力沿 IL和 CF方向分解，并

结合各自方向的惯性力，IL和 CF方向的水动力 FX0、FY0 可分别表示为

FX0 =
1
2
ρDCD (U0− ẋ)

√
[U0− ẋ]2+ ẏ2︸                                   ︷︷                                   ︸

阻力

+
1
4
πD2ρU̇0+Cmx

1
4
πD2ρ

(
U̇0− ẍ

)
︸                                  ︷︷                                  ︸

惯性力

(1)

FY0 = −
1
2
ρDCDẏ

√
[U0− ẋ]2+ ẏ2︸                            ︷︷                            ︸
阻力

−Cmy
1
4
πD2ρÿ︸          ︷︷          ︸

附加质量力

(2)

ẋ ẏ

ẍ ÿ

式中，ρ为流体密度，D为立管直径，CD 为阻力系数，U0 为流速， 和 分别表示 IL和 CF方向的涡激振

动速度， 和 分别表示 IL和 CF方向的振动加速度，Cmx 和 Cmy 分别为 IL和 CF方向的附加质量系数。

为了进一步揭示式（1）和式（2）各载荷分量的物理意义，本文拟从能量的角度对 Morison水动力载

荷模型中的载荷成分进一步研究。首先，各水动力载荷成分的平均功率可表示为

PX = PDX +PMX,PY = PDY +PMY (3)
式中，PX 和 PY 分别为 IL、CF方向上水动力的平均功率，PDX 和 PDY 分别表示 IL和 CF方向上阻力的

平均功率，PMX 和 PMY 分别表示惯性力和附加质量力在 IL和 CF方向的平均功率。

以 CF方向的功率为例，PDY 和 PMY 可分别表示为

PDY = lim
k→∞

1
kT

w t+kT

t
−1

2
ρDCDUnẏ2dt (4)

PMY = lim
k→∞

1
kT

w t+kT

t
−Cmy

1
4
π D2ρÿẏdt (5)

假设 CF方向上的运动方程符合正弦函数，代入上式可知平均阻力功率 PDY 始终为负，而 PMY 始终

为零。这意味着阻力在涡激振动中始终起能量耗散作用，而附加质量力对系统能量没有影响。在这种

情况下，流体对立管结构不存在能量输入。如果用式（1）和式（2）分别描述 IL和 CF方向的水动力，立

管结构在没有能量输入的情况下将永远不会发生振动。这与立管涡激振动现象不相符，因此必定存在

额外的水动力载荷成分起到能量输入作用。

有鉴于此，本文在式（1）和式（2）的基础上引入激励力载荷，其与立管涡激振动速度响应完全同相

位，定义如下：

FVX =
1
2
ρDU2

0CVX
ẋ

√
2ẋrms

, FVY =
1
2
ρDU2

0CVY
ẏ
√

2ẏrms

(6)

式中，FVX 和 FVY 分别为 IL和 CF方向的激励力，CVX 和 CVY 分别表示相应方向的激励力系数。

进一步地，IL方向和 CF方向作用于细长管线的水动力载荷模型可分别表示为

FX =
1
2
ρDU2

0CVX
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[U0− ẋ]2+ ẏ2︸                                   ︷︷                                   ︸

阻力

+
1
4
πD2ρU̇0+Cmx

1
4
πD2ρ

(
U̇0− ẍ
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FY =
1
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2ẏrms︸                  ︷︷                  ︸
激励力

−1
2
ρDCDẏ

√
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从式（7）和（8）可以看出，本文最终将作用于立管的水动力载荷分解为三个部分：起到能量输入作用

的激励力、起能量耗散作用的阻力和不起能量作用的附加质量力（惯性力）。为了更清晰地解释本文建

立的水动力载荷模型与传统 Sarpkaya水动力载荷模型的区别，如图 1所示，本文将流体载荷成分的激

励力和阻力在能量上相互竞争，竞争后的能量与结构阻尼耗散能量平衡，从而产生涡激振动。传统

Sarkaya载荷模型则直接定义总输入能量，继而与结构阻尼耗散能量平衡，这种定义较为适合频域的结

果预报，很难描述涡激振动的时域发展过程。
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图 1  能量竞争水动力载荷模型物理意义示意图

Fig.1  Schematic of the physical meaning of the energy competition hydrodynamic force model
 

这一修正载荷模型与尾流阵子和同步载荷模型具有相通性，尤其是 Thorsen等[19] 提出的同步载荷

模型。然而，在 Thorsen等[19] 的方法中由于无法对关键水动力系数进行实验识别，其关键水动力系数直

接假定为常数，这一做法是否合理，目前尚未得到有效验证。而本文通过定义激励力与涡激振动速度同

相位，使得水动力载荷模型在公式表达上为显式，关键水动力载荷系数可通过实验获得。

z
z z z
下述将进一步开展柔性立管涡激振动实验，并建立涡激振动状态下的立管载荷系数 CVX（z）、CVY（ ）、

CD（ ）、Cmx（ ）和 Cmy（ ）识别方法，揭示能量竞争载荷模型下柔性立管涡激振动水动力载荷系数分布特性。 

2  柔性立管模型试验

试验在上海船舶科学研究所拖曳水池中进行，水池长 192 m、宽 10 m、深 4.2 m。试验立管模型长

7.9 m，直径 0.03 m。模型水平安装在拖车下方，端部通过夹具紧固后与万向节一端相连，使得立管可以

在顺流向和横流向面内自由弯曲，而不能发生轴向扭曲，从而模拟边界铰支作用。万向节另一端连接三

分力仪，用于监测试验过程中立管端部的动态张力变化。另外在模型端部设置张紧器，并设定预张力

为 3000 N。拖车匀速运动模拟均匀流场，速度为 0.4~3.6 m/s，相应的雷诺数为 1.1×104~9.0×104。实验

装置示意图如图 2所示。立管模型参数如表 1所示。
 

表 1  立管模型参数

Tab.1  Parameters of the riser
 

参数名及符号/单位 数值 参数名及符号/单位 数值

立管长度L/m 7.9 λ长细比 263.3
立管外径D/m 0.03 质量比m* 3.3
立管壁厚t/mm 1.5 单位长度质量m/(kg∙m−1) 1.768
弹性模量E/Pa 1.08×1011 阻尼比ζ 0.003
轴向张力T/N 3000 水的运动粘度ν/(m2∙s−1) 1.14×10−6
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实验中，立管模型表面粘贴四组光纤光栅（FBG）应变传感器，用于测量 IL和 CF两个方向的应变

响应。光纤光栅传感器布置位置如图 3所示。CF方向（CF_a、CF_c）和 IL方向（IL_b、IL_d）沿轴线方

向分别均布 19个和 37个 FBG应变传感器。应变信号采样频率为 250 Hz。 

3  水动力和系数识别
 

3.1 位移重构

z如图 4所示，定义 IL方向为 x轴，CF方向为 y轴，沿立管轴向为 轴，服从右手定则。沿立管轴向

施加预张力 FT。
基于模态叠加法， IL和 CF方向上的 VIV

位移响应可通过 FBG传感器测得的各测量点的

应变响应进行重构[28−31]。以 CF方向位移响应

识别为例，根据欧拉–伯努利梁理论，外部荷载

作用下柔性立管的涡激振动位移响应可以表示

为各阶模态振型与广义坐标乘积之和。CF方

向的 VIV位移响应可以表示为

y(z, t) =
n∑

i=1

pi(t)φi(z), z ∈ [0,L] (9)

z, t

z

式中，y（ ）为立管各位置处 CF方向的 VIV位

移响应；pi（t）为 t时刻第 i个广义坐标位移值；

φi（ ）为立管各位置第 i阶模态振型。

z, t基于小变形假设，曲率 κ（ ）可以表示为

κ(z, t) =
∂2y(z, t)
∂z2

=

n∑
i=1

pi(t)φ′′i(z), z ∈ [0,L] (10)

φ′′i (z)式中， 为曲率的第 i阶模态振型。

根据曲率与应变的几何关系，应变可以表示为

ε(z, t) = κ(z, t)R = R
n∑

i=1

pi(t)φ′′i(z), z ∈ [0,L] (11)

z式中，R为立管模型在位置 处的半径。

z, t z, t

对于两端简支的细长梁，位移和曲率的模态振型均为已知，在此不做赘述。继而由式（11）得到广

义模态坐标 pi（t），然后由式（9）计算 CF方向的 VIV位移响应 y（ ）。IL方向的位移响应 x（ ）可以采

用同样的方法被重构。 

 

立管

来流

拖车

Z Y

X
 

图 2  均匀流下柔性管道实验装置示意图

Fig.2  Sketches of the experimental apparatus of the
flexible pipe in uniform flow 　　　　　　 
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图 3  柔性立管模型的 FBG应变传感器位置分布图

Fig.3  FBG strain sensor locations along the
flexible pipe model  　　　　　　  
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FT
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图 4  柔性立管坐标系定义示意图

Fig.4  Schematic of the coordinate system of the flexible pipe
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3.2 水动力逆向重构

基于欧拉–伯努利梁理论，通过对控制方程的反演，可以重构受预张力柔性立管的水动力[3]。以

CF方向上水动力的重构为例，水动力逆向重构可表示为

FY(z, t) = m̄
∂2y(z, t)
∂t2

+C
∂y(z, t)
∂t
−FT(t)

∂2y(z, t)
∂z2

+EI
∂4y(z, t)
∂z4

(12)

m̄ m̄
z, t

z, t z, t

式中， 为立管单位长度空气中的质量（kg/m）；C为立管阻尼，C=4πζ fdomi，fdomi 为柔性立管涡激振动主

导频率；EI为抗弯刚度；FY（ ）为 CF方向 t时刻立管各位置处的水动力；FT（t）为随时间变化的轴向张

力。∂2y（ ）/ ∂t2 和∂y（ ）/ ∂t 分别表示 CF方向上的加速度和速度响应，可通过中心差分法进行计算：

∂2y(z, ti)
∂t2

i

=
y(z, ti+2)+ y(z, ti−2)−2y(z, ti)

4∆t2
(13)

∂y(z, ti)
∂ti

=
y(z, ti+1)− y(z, ti−1)

2∆t
(14)

z, t z z, t z
z

z, t

另外，∂4y（ ）/ ∂ 4 和∂2y（ ）/ ∂ 2 分别是 CF方向位移的二阶和四阶空间导数，同样可利用中心差分法

求位移响应对位置 的二阶和四阶偏导得到。前述由模态叠加法，CF方向任意截面位置处的位移响应

均已获取，结合上述方法，式（12）右侧所有变量均为已知，因此可重构 CF方向涡激振动状态下柔性立

管任意截面位置处的载荷。同理，IL方向的水动力 FX（ ）亦可由该方法反演重构。 

3.3 水动力系数

z z z z z从式（7）和式（8）可以看出，两个方程中同时存在 CVX（ ）、CVY（ ）、CD（ ）、Cmx（ ）和 Cmy（ ）共 5个

未知水动力系数。这在实际的水动力载荷系数辨识过程中很难同时识别。

为此，本文根据 IL方向载荷成分特征，首先识别式（7）和式（8）中同时存在的阻力系数。均匀流作

用下 IL方向的位移响应分量包括平均变形和 VIV响应。前者由平均水动力分量引起，后者由时变分

量产生。结合式（7），平均水动力只来自于阻力分量，即

FX(z, t) = −1
2
ρDCD(z)[U − ẋ(z, t)]

√
[U − ẋ(z, t)]2+ ẏ2(z, t) (15)

式中，U为拖曳速度。

因此，阻力系数可以表示为

CD(z) =
2FX(z, t)

ρD[U − ẋ(z, t)]
√

[U − ẋ(z, t)]2+ ẏ2(z, t) (16)

z
z z z z F∗YS (z, t)
当得出阻力系数后，将 CD（ ）作为已知量代入式（7）和式（8），基于最小二乘法，即可辨识得出

CVX（ ） 、Cmx（ ）、CVY（ ）和 Cmy（ ）。以 CF方向为例，除去阻力分量后的剩余力成分 表示为

F∗YS (z, t) = F∗Y(z, t)−C2(z, t)CD(z) =C1(z, t)CVY(z)+C3(z, t)Cmy(z) (17)

F∗Y(z, t)式中， 为 CF方向的水动力预测值，由式（8）表示；且有：

C1(z, t) =
1
2
ρDU2 ẏ(z, t)

√
2ẏrms

C2(z, t) = −
1
2
ρDẏ(z, t)

√
[U − ẋ(z, t)]2+ ẏ2(z, t)

C3(z, t) = −
1
4
π D2ρÿ(z, t)

(18)

z, t z z对于式（17），剩余力成分的预测值与实测值 FYS（ ）的残差平方和 J （CVY（ ）, Cmy（ ）） 可表示为

J
(
CVY(z),Cmy(z)

)
=

n∑
i=1

[
FYS (z, t)−F∗YS (z, t)

]2 (19)

式中，n为采样个数。
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为使式（19）最小，则须满足：
∂J

(
CVY(z),Cmy(z)

)
∂CVY(z)

= 0，
∂J

(
CVY(z),Cmy(z)

)
∂Cmy(z)

= 0 (20)

将式（20）转化为矩阵形式：

HHT

{
CVY(z)
Cmy(z)

}
= H ·FYS (21)

式中，

H =
[

C1(z, t1) C1(z, t2) · · · C1(z, tn)
C3(z, t1) C3(z, t2) · · · C3(z, tn)

]
, FYS =


FYS (z, t1)
FYS (z, t2)

...
FYS (z, tn)

 (22)

则 CF方向的涡激力系数和附加质量系数可表示为{
CVY(z)
Cmy(z)

}
=

(
HHT)−1HFYS (23)

z zCVX（ ）和 Cmx（ ）亦可通过上述方法获得。最终，式（7）和式（8）中的 5个水动力系数皆由上述方法

得到识别。 

4  结果和讨论
 

4.1 涡激振动响应及水动力载荷分布

由 3.1节和 3.2节的位移重构方法和水动力载荷逆向重构方法，本文首先揭示了不同流速下柔性

立管的涡激振动响应及相应响应状态下的水动力载荷。以流速 2.8 m/s工况为例，图 5和图 6分别给出

了 IL及 CF方向的涡激振动响应和水动力载荷

时空分布图。为更清晰地说明两方向的涡激振

动主导模态，图 5和图 6同时给出了涡激振动

位移响应及水动力载荷响应沿立管轴向的分布

情况。由图 5 （b） ~（c）可以看出流速 2.8 m/s工
况下，IL方向涡激振动响应以驻波形式呈现，并

由第 7阶模态主导；相应水动力载荷也具有模

态波动和驻波分布特征，并相应地以第 7阶振

动模态主导。与此同时，可以看出 IL方向水动

力载荷并不是只有 7阶模态参与，而是表现出

多模态叠加特征。

与 IL方向相似，由图 6（a）可以看出，CF方

向涡激振动表现出由第 5阶模态主导、多个模态

参与的特征，相应水动力载荷也被第 5阶振动模

态主导。上述结果表明：（1）均匀流场下，立管涡

激振动存在多模态参与的响应特征；（2） 涡激振

动状态下立管涡激振动载荷具有模态跟随特征。 

4.2 水动力系数特性

在得出不同流速下柔性立管模型的涡激振

动响应及水动力载荷后，根据本文提出的水动

力载荷系数识别方法，可进一步得到柔性立管

任意截面位置处的水动力载荷系数。 
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图 5  U =2.8 m/s均匀流条件下 IL方向立管平均位移、涡激

振动位移响应及水动力载荷的时空分布图

Fig.5  Spatial-temporal  distribution  of  the  mean  displacement,
VIV displacement response, and corresponding hydrody-
namic  forces  along  the  flexible  pipe  in  the  IL  direction
under uniform flow of U=2.8 m/s
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4.2.1 阻力系数

图 7为流速 1.4 m/s和 2.8 m/s工况下立管 CF方向涡激振动位移响应 RMS值和阻力系数沿立管

的分布。从图 7（a）可以看出，流速 1.4 m/s下阻力系数 CD 随 CF方向涡激振动幅值变化而变化，呈现出

较为明显的相关关系。然而，在图 7（b）中，2.8 m/s流速下并未观察到阻力系数随涡激振动响应同步变

化现象，沿立管轴向的位移响应幅值分布不均匀，表现为靠近立管两端的幅值较小，中间位置幅值较

大。造成这一差异的原因可能在于 2.8 m/s流速下有多阶模态参与了涡激振动响应。

在图 7中，1.4 m/s和 2.8 m/s两种流速下，CF方向涡激振动响应最大值分别为 0.5D和 0.35D，平均

阻力系数分别为 1.26和 0.97。涡激振动响应较大时，阻力系数亦较大，原因在于立管 CF方向的涡激振

动位移响应增加了迎流面积，从而对阻力系数起到放大作用。综上可以看出，阻力系数与涡激振动位移

响应幅值密切相关，这与涡激振动会放大阻力系数的传统认知相一致[13]。
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图 7  U=1.4 m/s和 2.8 m/s均匀流条件下，CF方向位移响应 RMS值及阻力系数沿轴向分布

Fig.7  Distributions of the RMS values of the displacement response and the drag coefficient
along the flexible pipe under U=1.4 m/s and 2.8 m/s　　　　  　　　　　　　　　

 
 

4.2.2 激励力系数

图 8给出了 2.8 m/s流速时多模态参与及主导模态下 IL和 CF方向涡激振动响应 RMS值和激励

力系数沿立管的分布。由图 8（a）~（b）可以看出，在 IL和 CF方向上，激励力系数均在振动节点处存在

系数阶跃现象。特别地，在图 8 （b）中，位于立管端部和振动节点区域的 CVY 出现负值，说明激励力在该

处起阻尼作用，而本文提出的水动力载荷模型假设激励力起能量输入作用。造成这一现象的原因在于

涡激振动的多模态参与下，载荷与响应在位置空间上存在相位差。说明涡激振动响应的多模态参与会

影响水动力系数的识别结果，这与 Liu等[26] 发表的研究结果相一致。
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图 6  U =2.8 m/s均匀流条件下 CF方向立管涡激振动位移响应及水动力载荷的时空分布图

Fig.6  Spatial-temporal distribution of VIV displacement response and corresponding hydrodynamic forces
along the flexible pipe in the CF direction under uniform flow of U=2.8 m/s　　　　　　　　　　
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图 8  均匀流速为 U=2.8 m/s时，多模态及主导模态下涡激振动响应 RMS值和激励力系数在 IL和 CF方向的分布

Fig.8  Distributions of the RMS value of the VIV response and vortex-induced force coefficients under multi-mode and
dominant-mode in both IL and CF directions in uniform flow of U=2.8 m/s　　　　　　　　　　　　　　　

 

上述的系数阶跃现象使得由柔性立管实验识别得出的水动力系数在涡激振动预报过程中难以应

用。涡激振动预报首先要解决的是主导模态下立管响应的准确预报。因此，本文进一步采用主导模态

下的振动响应进行立管水动力载荷重构，并对水动力载荷系数进行再次识别和研究。如图 8（c）~（d）所
示，2.8 m/s流速下，IL和 CF方向的主导模态分别为第 7阶和第 5阶模态。与图 8（a）~（b）相对比，明显

可以看出，主导模态下激励力系数和涡激振动响应具有相同的变化趋势，振动节点附近的激励力系数阶

跃现象消失，且 CF方向的 CVY 均为正值。这一现象表明，激励力系数与阻力系数相似，具有明显的模

态跟随特性，激励力系数与涡激振动响应大小密切相关。从能量竞争的角度来看，能量输入的载荷激励

力系数较大，其涡激振动幅值势必增大，而涡激振动幅值增大同时会使得阻力系数增大，从而增大流体

能量耗散，最终导致涡激振动存在一个幅值上限。这也阐明了本文能量竞争水动力载荷模型在揭示涡

激振动内在机理上的优势。 

4.2.3 附加质量系数

图 9为 U=2.8 m/s时，多模态和主导模态下，IL和 CF方向涡激振动响应 RMS值和附加质量力系

数沿立管的分布。由图 9（a）~（b）可以看出，附加质量系数在涡激振动位移响应节点附近也存在显著的

系数阶跃现象，IL及 CF方向的附加质量系数在−10 至 10之间波动，这一特征与 Song等[3, 25] 发表的结

果相一致。U=2.8 m/s时的 Cmx、Cmy 平均值分别为 1.5、2.6，而在以往的涡激振动预报方法中[32]，Cm 通

常取 1.0，与本文的实验结果有所不同。因此，在立管涡激振动预报过程中是否应当采用 1.0需要进一

步确定。

与此同时，本文得出了主导模态激励下附加质量系数沿柔性立管的分布，如图 9（c）~（d）所示，主导

模态下的附加质量系数分布情况同多模态具有显著差异。多模态参与下沿立管分布的附加质量系数在

−10~10范围内变化，而主导模态下 IL和 CF方向的附加质量系数基本以常数值沿管长分布，附加质量
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系数基本不随涡激振动幅值变化，该现象说明 IL及 CF方向附加质量系数与涡激振动幅值不具有明显

相关性，这与以往研究中附加质量系数依赖无因次频率而与涡激振动响应幅值关系不大的观点一致[20]。

在涡激振动的节点附近，附加质量系数数值“跳跃”现象消失。附加质量系数 Cmx 和 Cmy 分别稳定在

1.66和 2.23附近。这表明附加质量系数在 IL和 CF方向上是不相同的，在进行涡激振动预报时需要分

别考虑。主导模态下激励力系数和附加质量系数的上述分布特征为建立水动力系数经验模型提供了指导。 

4.3 水动力系数经验模型

建立合理的涡激振动水动力系数经验模型是有效预测涡激振动响应的关键。在本文的水动力载

荷模型中，激励力和阻力载荷成分在涡激振动中分别起能量输入和能量耗散的作用，对应的两个系数决

定了涡激振动的响应幅值。因此，本文主要研

究阻力系数和激励力系数的经验模型。 

4.3.1 阻力系数模型

以往研究结果表明，阻力系数与涡激振动

响应关系密切[2,11,13,23−24]。如图 10所示，本文汇

总了不同流速工况下沿管长得到的最大阻力系

数和 CF方向涡激振动最大位移响应 RMS值，

并与 Vandiver[13] 提出的一种阻力系数模型进行

对比。结果表明，Vandiver提出的阻力系数模

型给出的预测值较实测值大，使得对涡激振动

响应的预测偏于保守。

由图 10可以看出，阻力系数与涡激振动位

移响应幅值大致成二次函数关系。在此，本文
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图 9  均匀流速为 U=2.8 m/s时，多模态及主导模态下涡激振动响应 RMS值和附加质量系数在 IL和 CF方向的分布

Fig.9  Distributions of the RMS value of the VIV response and added mass coefficients under multi-mode and dominant-mode
in IL and CF directions in uniform flow of U=2.8 m/s
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图 10  CF方向不同阻力系数模型预测值与实测值随涡激振

动响应分布对比图

Fig.10  Comparison of the drag coefficients predicted by differ-
ent  models  with  the  measured  values  versus  different
VIV response in the CF direction
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参考 Chaplin等[11] 的研究结果，将阻力系数描述为涡激振动位移响应幅值的二次函数。继而根据实测

值对阻力系数模型进行修正，修正后的阻力系数模型如下:

CD = 1.1+0.33YRMS/D+1.45(YRMS/D)2 (24)
由上式可以看出，在 YRMS/D=0时，阻力系数为 1.1，接近典型值 CD=1.2。这在一定程度上说明了现

有修正阻力系数模型的合理性。 

4.3.2 激励力系数模型

从能量的角度来看，流体载荷阻力和激励力始终处于竞争状态。任何一方的过分占优，都会引起

另一载荷成分的急剧放大。因此，激励力系数与涡激振动响应幅值之间关系应当与阻力系数具有相似

性。进一步地，本文汇总了不同流速工况下柔性立管沿管长的 IL方向和 CF方向最大涡激振动响应无

因次 RMS幅值与相应方向的最大激励力系数。

如图 11（a）所示，IL方向的激励力系数 CVX 与该方向 XRMS/D值基本满足二次函数关系。当 IL方

向完全静止时，CVX 近似为 0.37。这说明当立管处于静止状态时，激励力会将立管由静止状态激励至振

动状态，这与实际的物理现象也是相符的。与此相似，图 11（b）给出了 CF方向 CVY 与 YRMS/D的分布

图。图中可以看出两者之间的二次函数关系，这与本文先前的猜想一致，也说明了基于能量竞争原理的

载荷模型可以从物理意义的角度描述立管涡激振动响应。特别地，当 CF方向涡激振动响应幅值为零

时，CVY 为 0.21。这与立管静止时的升力系数相近，也说明本文水动力载荷系数识别的合理性。

综合上述 IL和 CF方向的激励力系数与幅值之间的分布关系，本文初步建立如下的激励力系数经

验模型： {
CVX = 32(XRMS/D)2−2.6XRMS/D+0.37
CVY = 3.6(YRMS/D)2+0.23YRMS/D+0.21

(25)

需要指出的是，阻力系数与 YRMS/D分布以及 IL方向 CVX 与 XRMS/D分布略显离散，在某些流速

下，上述模型计算的预测值与实测值不能很好地吻合，这表明该经验模型对激励力系数的预测在一定条

件下可能存在误差。因此，上述水动力系数模型在涡激振动预报过程中需要进一步修正。 

4.3.3 附加质量系数推荐值

f ∗x f ∗y

与阻力系数和涡激力系数不同，附加质量系数表现出与涡激振动响应幅值无关的特征。根据以往

刚性柱体强迫振荡机理实验结果可知，附加质量系数与无因次振动频率密切相关[20]。为揭示附加质量

系数与振动频率的关系，本文首先定义了 IL方向和 CF方向的无因次振动频率 、 分别为

f ∗x =
fIL ·D

U
, f ∗y =

fCF ·D
U

(26)

式中，fIL 和 fCF 分别代表涡激振动响应在 IL和 CF方向上的主导频率。

图 12汇总了 IL和 CF方向上不同流速工况下实验识别的平均附加质量系数随无因次振动频率的

分布。从这两幅图可以看出，附加质量系数与无量纲频率之间相关关系并不直接。IL及 CF方向的附
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图 11  IL和 CF方向实测激励力系数最大值随涡激振动响应最大 RMS值分布及拟合曲线

Fig.11  Distribution of the maximum measured vortex-induced force coefficient versus maximum
RMS value of VIV response in IL and CF directions　　　　　　　　　　　　　　　
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加质量系数随无因次频率呈现一定的离散特性。造成这一离散特性的原因主要是由于受当前柔性立管

涡激振动试验限制，实验中难以对立管的振动无因次频率、幅值以及雷诺数等参数进行单一变量控

制。也就是对于不同的工况，即使无因次频率被激发得完全一致，雷诺数等其他参数不相同，也可能诱

发附加质量系数的差异，这使得当前附加质量系数的分布存在一定的离散性。但从图中可以看出，当前

预报选取附加质量系数为 1.0[32] 是偏低的，这将导致涡激振动预报的主导模态偏低，继而使得预报结果

存在偏差。根据图 12的结果，本文推荐 Cmx 和 Cmy 分别取 1.2和 2.0左右。这一做法将对立管涡激振

动主导模态阶数及主导频率预报精度的提高有一定意义。上述现象表明，未来立管涡激振动预报中对

附加质量系数的取值应当予以注意，应当对附加质量系数开展更为系统的研究，来确定附加质量系数与

无因次频率之间的非线性关系。 

4.4 水动力载荷系数数值验证

z z z

z

为了证明本文水动力系数数值识别结果的准确性，基于柔性立管水池拖曳实验，对流速 2.8 m/s工
况下的水动力载荷系数进行验证。将识别的水动力载荷系数 CVX（ ）、CVY（z）、CD（ ）、Cmx（ ）和

Cmy（ ）代入式（7）和式（8），得到 IL和 CF两个方向的水动力载荷。在 ABAQUS软件中按表 1所示的

模型尺度建立柔性立管计算模型，并施加所获

得的水动力载荷，得到 IL和 CF方向的平均变

形和涡激振动响应。根据式（10）和式（11）进一

步得到应变响应计算值。图 13为流速 2.8 m/s
时立管 IL方向平均应变和 CF方向涡激振动响

应 RMS计算值与实测值分布的对比图。结果

表明，计算值与实测值吻合较好，证明了本文所

识别水动力载荷系数的正确性。

如前所述，本文提出的基于能量竞争的水

动力载荷模型与 Thorsen等[19] 提出的同步载荷

模型在原理上是相通的，区别在于本文的水动

力载荷模型是显式表达，可以直接识别实验过

程中涡激振动状态下的水动力载荷系数。进一

步地，为了验证基于实验识别水动力系数建立

的载荷系数模型的有效性，以流速 2.8 m/s为例，

本文基于 SIMA软件采用：（1）Thorsen等[19] 采

用的顺流向和横流向激励力系数以及阻力系数

均为 1.2，附加质量系数 1.0；（2）基于柔性立管

实验幅值响应和能量竞争水动力载荷模型下建

 

0 0.250.200.150.100.05
0

4

3

2

1

C
m

x

（a）IL

0.12 0.220.18 0.200.14 0.16
0

10

8

6

4

2

C
m

y

（b）CF

fy
*fx

*

Cmx=1.2
Cmy=2.0

 

图 12  IL和 CF方向平均附加质量系数随无量纲频率分布

Fig.12  Distribution of the mean added mass coefficients in IL and CF directions under different flow velocities
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图 13  U=2.8 m/s均匀流条件下，立管 IL方向平均应变和

CF方向涡激振动响应 RMS计算值与实测值分布

Fig.13  Distribution of the calculated and measured mean strain
in the IL direction and RMS value of the VIV response
in the CF direction along the flexible pipe under uniform
flow of U=2.8 m/s
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立的水动力系数模型得出的 CVX=0.8，CVY=0.45,
CD=1.25, Cmx=1.2和 Cmy=2.0系数值进行涡激

振动预报。需要说明的是，这里 CVX 取 0.8的原

因在于 IL方向的激励力系数过于离散，因此在

这里直接采用了实验识别的激励力系数最大值

进行预报。图 14为 U=2.8 m/s均匀流条件下，

采用 Thorsen等[19] 和本文提出的水动力载荷系

数预报结果对比图。图 14 （a）为两种系数取值

下，IL方向平均流向位移预报结果对比图。对

本文预报结果而言，与图 7 （b）中的 CD=0.97相

比，由于采用阻力系数模型预测的阻力系数偏

大，导致 IL方向涡激振动幅值预报结果偏小，但

预测模态准确。而 Thorsen等[19] 采用较大的激

励力系数，IL方向涡激振动幅值预报结果较实

验值偏大；对于 CF方向涡激振动来说，本文预

测的结果模态数与涡激振动幅值均与实验值吻

合，然而采用 Thorsen等[19] 的系数后，模态数和

涡激振动幅值严重失真。上述结果也表明采用本文推荐的 Cmy=2.0可以改善涡激振动预报的主导模

态，使用本文的水动力载荷系数模型得到的预测值可以有效合理地预报涡激振动幅值，这也显示了本文

水动力载荷系数模型的可靠性。未来工作中，将进一步展开基于能量竞争原理的涡激振动时域预报方

法研究，并在预报中合理运用水动力载荷系数模型。 

5  结　论

本文重点提出了基于 Morison方程建立的具有能量竞争意义的水动力载荷模型，将作用于柔性立

管上的水动力分为激励力、阻尼力和附加质量力三部分，通过拖曳水池模型试验，采用模态叠加法和最

小二乘法，重构和识别得到了不同流速工况下的涡激振动响应、水动力载荷及载荷系数，系统分析了柔

性立管在涡激振动下水动力系数沿立管的分布特性，主要结论如下：

（1） 在 Morison水动力载荷模型基础上，引入激励力载荷项，并显式定义为与涡激振动速度完全同

相位。使得水动力载荷分解为能量输入的激励力项和能量耗散的阻力项，从而使流体载荷成分在能量

方面存在竞争意义。这种显式水动力载荷模型可以使得涡激振动状态下水动力载荷系数得以直接辨

识，为未来时域预报提供直接的系数取值参考，减少预报关键水动力参数取值的盲目性。

（2） 均匀流作用下柔性立管的涡激振动响应具有多模态参与特性，且水动力载荷具有显著的模态

跟随特性；多模态参与下，柔性立管水动力载荷系数在涡激振动位移响应节点处均存在系数阶跃现象；

主导模态下，阻力系数和激励力系数与涡激振动响应幅值密切相关，附加质量系数同涡激振动响应幅值

无明显关系。

（3） 初步建立了涡激振动主导模态下阻力及激励力系数经验模型，并给出了附加质量系数的推荐

值，对未来基于能量竞争原理水动力载荷模型建立涡激振动预报方法起到了重要载荷系数输入作用。

在未来工作中，应当开展更为广泛和系统的实验，对水动力载荷系数经验模型进行优化和精细，以期适

用于实际工程应用需求。

本文所提出的载荷模型为考虑结构非线性、流场时变、顺流和横流耦合等因素影响的立管涡激振

动提供了一种新的时域预报思路，对突破传统工程中频域涡激振动预报方法无法考虑时变流场、计及
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图 14  U=2.8 m/s均匀流条件下，采用 Thorsen等[19] 和本工

作提出的水动力载荷系数预报结果对比

Fig.14  Comparison of  VIV response results predicted by using the
hydrodynamic coefficients proposed by Thorsen et al [19] 　
and by present work under uniform flow of U=2.8 m/s　　
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流向耦合和结构非线性的瓶颈问题，具有重要的参考意义。
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