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海底管线水平向整体屈曲及失效判断方法研究
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(天津大学 水利工程仿真与安全国家重点试验室ꎬ天津　 ３０００７２)

摘　 要:海底管线是海洋石油的重要输运手段ꎮ 为满足输送工艺的需要ꎬ正常工作条件下管线往往被施加较高的温度和压

强ꎬ高温高压使管线内产生附加应力ꎬ当附加应力大于土体对管线的约束力时ꎬ管线就会发生整体屈曲ꎮ 过度的水平向整体

屈曲会导致截面产生较大的弯曲应力和压缩应变ꎬ对管线系统的安全运行造成威胁ꎬ因此需要对发生水平向整体屈曲后的管

线进行验算ꎮ 采用解析解法、规范法和有限元法对管线的整体屈曲进行分析ꎬ提出了应用临界屈曲荷载值域空间和值域下限

来判断不同缺陷大小下管线是否发生水平向整体屈曲的方法ꎮ 结合工程实例ꎬ分别采用内力控制标准和位移控制标准对管

线水平向整体屈曲后是否失效进行了验算ꎮ 研究指出ꎬ相较于位移标准ꎬ内力控制标准更为严格ꎮ
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随着经济的发展ꎬ对油气资源的需求量日益增加ꎬ海上油气资源的开发也日益受到重视ꎮ 海底管线作为

一种安全、高效、经济的油气运输手段ꎬ在海上油气工程中有着广泛的应用ꎮ 油气在管线运输过程中常常被

施加高温、高压以便于运输ꎬ使得管线内产生较大的附加应力ꎬ当应力达到一定值后ꎬ管线就会发生整体屈

曲ꎬ过度的整体屈曲会影响管线的功能甚至造成管线的失效ꎬ因此需要加以控制ꎮ 早在 ２０ 世纪 ８０ 年代国外

学者就开始了关于管线整体屈曲的研究ꎬ提出了管线整体屈曲的各阶模态ꎬ并通过理论分析ꎬ求解了理想管

线[１]和具有一定初始缺陷管线[２]发生整体屈曲变形后管线轴力、弯矩和变形幅值与整体屈曲长度的对应关
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系ꎬ推导出管线整体屈曲的临界荷载ꎮ 随着海洋石油开采由近海向深海发展ꎬ管线受水深条件的影响ꎬ多为

直接裸铺于海床表面不掩埋ꎬ因此深海管线多发生水平向整体屈曲ꎬ对水平向整体屈曲的分析逐渐成为该领

域的热点问题ꎮ 借助于日渐成熟的计算机技术和大量有限元软件的应用和开发ꎬ许多学者通过数值模拟的

方法分析了非线性土体约束下管线水平向整体屈曲的成因、形态和影响因素[３￣４]ꎮ
管土间相互作用力直接影响着管线的整体屈曲ꎬ在研究管土约束力时ꎬ模型试验和有限元分析应用较为

广泛ꎮ １９８６ 年ꎬＢｒｅｎｎｏｄｄｅｎ 等[５]在硬黏土、粉质松散细砂、软黏土和中粗砂四种土体中对不埋管线水平向运

动时所受约束力进行了试验ꎬ得出了土体约束力系数ꎻ２００５ 年 Ｂｒｕｔｏｎ 等[６]对软黏土中管线在水 平向循环荷

载作用下运动的试验表明ꎬ软黏土中管线前部会出现较高的土坝ꎬ导致土体对管线约束力的显著提高ꎻ２０１１
和 ２０１３ 年ꎬ刘润等[７￣８]对渤海湾土体ꎬ采用不同管径、埋深的管线进行了轴向和水平向运动时土体约束力的

测定ꎬ建立了基于渤海土体的约束力模型ꎻＢｒａｎｓｂｙ 等[９] 于 ２００２ 年ꎬＣｈｅｕｋａ 等[１０] 于 ２００７ 年利用离心机试验

方法ꎬ通过小尺寸模型反应真实大小管线的物理行为ꎬ对管土相互作用问题进行了深入研究ꎻ２００７ 年任艳荣

等[１１]利用 ＡＢＡＱＵＳ 分析了管线水平向运动的管土相互作用ꎬ并比对有关实验数据ꎬ说明了分析的可靠性ꎻ
Ｐａｕｌ 等[１２]于 ２００９ 年ꎬＰｉｋｅ 等[１３]于 ２０１０ 年运用 ＡＢＡＱＵＳ 中的 ＣＥＬ 技术ꎬ解决了土体大变形问题ꎬ为管线稳

定设计提供了新的设计思路与设计方法ꎮ 这些试验和研究ꎬ为更好地理解管土相互作用机理ꎬ建立正确的土

体约束力模型提供了条件ꎬ使得整体屈曲的模拟和计算更为精确ꎬ结果更为可信ꎮ
对于管线的整体屈曲ꎬ众多学者对管线在不同管土相互作用模型下发生整体屈曲后的应力状态和屈曲

形态进行了大量的研究[１４￣１７]ꎮ 管线水平向整体屈曲后会产生较大的水平向位移ꎬ引起截面的应力集中ꎬ危
害管线安全ꎮ 对管线整体屈曲后的校核ꎬ仅在部分规范中有所涉及ꎮ 这里基于对管线初始缺陷与土体约束

力模型的研究ꎬ结合现有的国际相关规范ꎬ针对渤海某实际工程ꎬ对现有的两种海底管线水平向整体屈曲临

界荷载及屈曲失效判断方法进行了对比ꎬ并给出了标准选用时的建议ꎮ

１　 水平向整体屈曲分析中初始缺陷的引入依据

Ｔａｙｌｏｒ 和 Ｇａｎ[２]在 １９８６ 年对具有初始缺陷管线进行了整体屈曲分析ꎬ并对缺陷管线和理想管线进行了

对比ꎬ得出缺陷对于管线强度的影响规律ꎮ 经分析得出同一根管线在不同大小初始缺陷下ꎬ发生整体屈曲后

随着整体屈曲幅值的发展会产生不同的轴力—屈曲幅值关系曲线ꎮ 通常用缺陷的幅值与长度之比( ｖ０ / Ｌ０)
来描述缺陷的大小ꎬ对于缺陷 ｖ０ / Ｌ０较小管线ꎬ发生水平向整体屈曲后轴力—屈曲幅值曲线会出现一段轴力

随幅值增长而降低的下降段ꎬ而缺陷 ｖ０ / Ｌ０较大的管线则不存在下降段ꎬ图 １ 为渤海某工程管线处于三种不

同大小缺陷状态下管线发生水平向整体屈曲后的轴力—屈曲幅值曲线ꎬ采用了 Ｔａｙｌｏｒ 和 Ｇａｎ 推导的一阶水

平向整体屈曲的轴力公式进行了计算[２]ꎮ

图 １　 不同幅值与波长比下管线的轴力—屈曲幅值曲线

Ｆｉｇ. １　 Ａｘｉａｌ ｆｏｒｃｅ ｖｓ. ｂｕｃｋｌｉｎｇ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｏｆ ｐｉｐｅｌｉｎｅｓ ｗｉｔｈ
ｖａｒｉｏｕｓ ｉｍｐｅｒｆｅｃｔｉｏｎ ｒａｔｉｏｓ

由此可见ꎬ初始缺陷大小的确定ꎬ不仅影响管线发生

整体屈曲的临界荷载ꎬ而且严重影响管线在后屈曲阶段

的应力和应变ꎬ对分析结果的可靠性将会产生很大的影

响ꎮ
在实际的海底管线工程中ꎬ初始缺陷的存在不可避

免ꎬ可以将管线的初始缺陷分为制造缺陷和铺设缺陷两

大类ꎬ其中铺设缺陷可分为由于海床的崎岖不平造成的

缺陷和人为设置的缺陷ꎮ 制造缺陷是指管线制造过程

中ꎬ因制造工艺等因素造成的管线初始挠度、初始椭圆度

和初始表面凹陷等ꎬ其中管线的初始挠度对水平向整体

屈曲分析的意义较大ꎮ 在已有的规范和资料中ꎬ有关管

线初始制造缺陷的规定较少ꎬ仅 ＤＮＶ￣ＲＰ￣Ｃ２０２ 中提及管

线的缺陷可参照 ＤＮＶ￣ＯＳ￣Ｃ４０１￣２０１３«离岸结构部件的制造和测试»中的相关叙述ꎬ根据 ＯＳ￣Ｃ４０１ 管线的初

始挠度幅值和波长比应不大于 １.５‰ꎬ即对于不考虑铺设缺陷的管线ꎬ初始缺陷幅值与波长之比应小于等于

１.５‰[１８]ꎮ 随着海洋石油工程向更深海域的发展ꎬ管线承受更大的温差和压差ꎬ管线内因此产生更大的附加

应力ꎬ这对管线系统的安全和稳定极为不利ꎮ 目前越来越多的工程中都采取了在一部分管段人为地设置一
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定的初始缺陷ꎬ以主动触发管线的水平向整体屈曲来释放累积的附加应力ꎮ 人为因素和多变的海底地质条

件使得管线的铺设缺陷具有相当大的不确定性ꎬ铺设缺陷大小的确定需要根据具体的实际工程资料和初期

设计来确定(在现有研究中ꎬ初始缺陷的幅值取值从 ０.０１~２ ｍ 甚至更大)ꎬ而在不考虑铺设因素的水平向整

体屈曲分析时ꎬ应将引入缺陷的 ｖ０ / Ｌ０控制在 １.５‰以下较为合理ꎮ

２　 海底管线是否发生水平向整体屈曲的判定

温压联合作用造成的管线内附加应力会使不埋管线有发生水平向整体屈曲的可能性ꎬ但何时、何处发生

水平向整体屈曲与管线所受的荷载大小、初始缺陷位置和大小、管线所受土体约束力大小有关ꎮ 在管线设计

中ꎬ确定管线的屈曲临界荷载ꎬ对判断管线在工作荷载下是否发生水平向整体屈曲有着重要的意义ꎮ
２.１　 ＤＮＶ 规范中管线整体屈曲判断标准

２.１.１　 ＤＮＶ«杆件、桁架和球形壳的屈曲强度»规范推荐的方法

对于大长细比结构物的整体屈曲判断ꎬＤＮＶ 给出了相应的设计规范ꎮ 早期 ＤＮＶ 规范判断管线是否发

生整体屈曲时采用的是 ＤＮＶ Ｃｌａｓｓｉｆｉｃａｔｉｏｎ Ｎｏｔｅｓ Ｎｏ.３０.１￣２００４«杆件、桁架和球形壳的屈曲强度»规范推荐的

方法ꎬ首先根据屈服强度与欧拉屈曲强度之比求出结构物的稳定性强度系数 λ [１９]:

λ ＝
σｙ

σＥ
(１)

式中: σＥ 为欧拉屈曲强度ꎬ σＥ ＝ π２Ｅ / λｋ
２ꎬ λｋ 为柔度ꎬ λｋ ＝ ｋＬ / ｉ ꎮ

而后根据结构类型的不同ꎬ将 λ 与对应的结构物临界稳定性强度系数 λ０ 进行比较ꎬ按下式计算出临界

屈曲应力 σａｃｒ :

σａｃｒ

σｙ

＝
１.０　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 　 λ ≤ λ０

１ ＋ μ ＋ λ２ － (１ ＋ μ ＋ λ２) ２ － ４λ２

２λ２ λ > λ０

ì

î

í

ï
ï

ïï

(２)

式中: μ ＝ θ(λ － λ０) ꎬ系数 θ 取 ０.５ꎮ
当在外荷载作用下ꎬ结构物内的最大应力超过 σａｃｒ 时可判定结构物发生整体屈曲ꎮ

２.１.２　 ＤＮＶ«壳体的抗屈曲强度»推荐的方法

随着海洋工程的发展ꎬ挪威船级社(ＤＮＶ)针对海洋工程中壳体结构的屈曲稳定性设计ꎬ编写出版了

ＤＮＶ￣ＲＰ￣Ｃ２０２«壳体的抗屈曲强度»ꎬ可用于验算结构物内外存在压差时的整体屈曲稳定性[２０]ꎮ «壳体的抗

屈曲强度»在验算整体屈曲时ꎬ将荷载分为轴向拉(压)力、弯矩、环向压(张)力、扭转力、剪切力五类ꎬ考虑截

面尺寸、材料特性和所受主导荷载的差异ꎬ当管线的长度与截面刚度满足 ｋＬ / ｉ( ) ２ ≥ ２.５Ｅ / σｙ 时需要进行管

线的整体屈曲稳定性验算[２１]ꎮ 验算时ꎬ首先依据管线所受荷载情况求出管线的轴向压缩应力 σａ 和轴向整

体屈曲强度设计值 ｆｋｃｄ ꎬ计算如下:

σａ ＝
(Ｐ ＋ ｐｅＡｅ － ｐｉＡｉ)

Ａ
(３)

ｆｋｃｄ ＝
ｆｋｃ
γＭ

(４)

式中:γＭ 为材料系数ꎬ取 １.１５ꎻｆｋｃ为圆柱整体屈曲强度特征值ꎮ

ｆｋｃ ＝
(１.０ － ０.２８ λ

－
２) ｆａｋꎬ λ

－
≤ １.３４

　 ０.９

λ
－

２
ｆａｋꎬ 　 　 　 　 　 λ

－
> １.３４

ì

î

í

ï
ïï

ï
ïï

ꎬλ
－
＝ ｋＬ
π􀅰ｉ

ｆａｋ
Ｅ

ꎮ

其次ꎬ计算环向压差应力 σｈ 、弯曲应力 σｍ 和管线的局部屈曲强度设计值 ｆａｋｄ :

σｈ ＝
ｒ􀅰(ｐｉ － ｐｅ)

ｔ
(５)
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σｍ ＝ Ｍ
πｒ２ ｔ

(６)

ｆａｋｄ ＝
ｆａｋ
γＭ

＝ １
γＭ

􀅰ｂ ＋ ｂ２ － ４ａｃ
２ａ

(７)

式中: ａ ＝ １ ＋ σ２
ｙ / ｆ２Ｅａ ꎬ ｂ ＝ ２σ２

ｙ / ｆＥａ ｆＥｈ － １( )􀅰σｈ ꎬ ｃ ＝ σ２
ｈ ＋ σ２

ｙσ２
ｈ / ｆ２Ｅｈ － σ２

ｙ( ) ꎬ ｆＥａ 为轴力引起的弹性整体屈曲

的强度ꎬ ｆＥａ ＝ １ ＋ [０.５ １ ＋ ｒ / １５０ｔ( ) －０.５ × ０.７０２ １ － ν２ 􀅰Ｌ２ / ｒｔ]
２
× π２Ｅ / [１２􀅰(１ － ν２)]( ) × ｔ / ｒ( ) ２ꎻ ｆＥｈ

为环向压力差引起的弹性整体屈曲的强度ꎬ ｆＥｈ ＝ ０.２５Ｅ ( ｔ / ｒ) ２ꎮ
最后ꎬ将上述计算值代入式(８)中:

σａ

ｆｋｃｄ
＋

σｍ

ｆａｋｄ(１ －
σａ

σＥ
)
≤ １ (８)

若不等式成立则在该工作荷载组合下管线不会发生整体屈曲ꎮ
２.２　 工程算例

以渤海某工程为背景ꎬ管线设计参数如表 １ 所示ꎮ 分别对理想管线和具有初始缺陷的管线计算整体屈

曲临界荷载ꎬ进而对比不同计算方法所得结果的差异ꎮ
表 １　 管线设计参数

Ｔａｂ. １　 Ｄｅｓｉｇｎ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｐｉｐｅｌｉｎｅ

外径

Ｄ / ｍ
壁厚

ｔ / ｍ
密度

ρ / (ｋｇ􀅰ｍ－３)
弹性模量

Ｅ / (Ｎ􀅰ｍ－２)
热膨胀系数

α / °Ｃ－１

泊松比

ν
浮重度

ｑ / (Ｎ􀅰ｍ－１)
设计温差

ΔＴ / °Ｃ
设计压差

(ｐｉ－ｐｅ) / ＭＰａ
屈服强度

σｙ / ＭＰａ

０.２７３ １ ０.０２０ ６ ７ ８５０ ２.０７×１０１１ １.１７×１０－５ ０.３ ７５１.０８４ ８７.７ １２.７ ４４８

２.２.１　 理想管线的临界屈曲荷载

分别采用解析法、规范法和有限元法进行计算ꎬ管线的计算长度从 １０ ｍ 增加到 ２５０ ｍꎬ以 ２ ｍ 为间隔ꎬ
得到了不同管线计算长度与临界屈曲荷载的关系曲线ꎬ如图 ２ 所示ꎮ 其中解析解算法采用了 Ｈｏｂｂｓ 在 １９８４
年推导的水平向一阶模态的经典解ꎬ规范法分别采用了 ＤＮＶ 的两种方法ꎬ有限元法则采用 ＡＢＡＱＵＳ 中的

Ｂｕｃｋｌｅ 分析步ꎬ该分析步常用来分析刚性结构的分叉荷载ꎬ可用于估算理想结构发生整体屈曲时的临界荷

载ꎬ分析结果在工程的失稳设计中有一定的参考价值ꎮ 分析中采用 Ｃ３Ｄ８Ｒ 单元模拟管线ꎬ划分网格时管线

轴向以 ０.１ ｍ 为间隔划分ꎬ每个截面划分 ８ 个网格ꎬ同时约束屈曲段管线的竖直向位移ꎬ对屈曲段以外管线

约束全部六个自由度ꎮ 临界屈曲荷载的有限元计算模型如图 ３ 所示ꎮ

图 ２　 不同屈曲长度管线的临界屈曲荷载

Ｆｉｇ. ２　 Ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｃｒｉｔｉｃａｌ ｂｕｃｋｌｉｎｇ ｆｏｒｃｅ ａｎｄ ｂｕｃｋｌｉｎｇ
ｌｅｎｇｔｈ

图 ３　 临界屈曲荷载的有限元计算模型

Ｆｉｇ. ３　 ＦＥＡ ｍｏｄｅｌ ｆｏｒ ｃｒｉｔｉｃａｌ ｂｕｃｋｌｉｎｇ ｆｏｒｃｅ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ

由图 ２ 可知ꎬ管线的临界屈曲荷载随着整体屈曲长度的增大呈递减趋势ꎬ解析解、有限元和 ＤＮＶ￣ＲＰ￣
Ｃ２０２ 的结果曲线递减趋势呈现良好的一致性ꎬ而根据 ＤＮＶ Ｃｌａｓｓｉｆｉｃａｔｉｏｎ Ｎｏｔｅ Ｎ０.３０.１ 计算的结果当屈曲长

度较小时偏于保守ꎬ随着长度增加趋于危险ꎬ可见 Ｃｌａｓｓｉｆｉｃａｔｉｏｎ Ｎｏｔｅ Ｎ０.３０.１ 对于较短管线具有较高的安全
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度ꎬ随着管线长度的增加ꎬ所得结果安全系数下降ꎬ不宜用于确定较长管线发生整体屈曲的临界荷载ꎮ 对比

三种方法的计算结果可以看出ꎬ解析解结果最大ꎬ有限元结果其次ꎬ规范 ＲＰ￣Ｃ２０２ 的结果最小ꎬ这是由于解

析解基于小挠度理论建立平衡方程求解ꎬ而这一理论在小变形分析中精度较高ꎬ当变形较大时分析结果存在

误差ꎬ且没有预留安全系数ꎬ因此计算值较大ꎻ规范法考虑了制造缺陷限度以内的初始缺陷对管线整体屈曲

临界轴力的影响ꎬ且预留安全储备ꎬ因此计算值最小ꎻ有限元法在 Ｂｕｃｋｌｅ 分析中忽略了土体约束力ꎬ计算值

大小介于两者之间ꎬ采用非线性算法并进一步细化边界、接触后的有限元模拟可以用于工程中的优化设计ꎮ
２.２.２　 具有初始缺陷管线的临界屈曲荷载

采用有限元法进行计算ꎬ先通过模态引入的方法引入不同大小的初始缺陷[２２]ꎬ再利用 ＡＢＡＱＵＳ 中的动

力分析法对缺陷结构进行非线性的后屈曲分析ꎮ 缺陷状态分为 ｖ０ / Ｌ０≤１.５‰的小缺陷状态和 ｖ０ / Ｌ０>１.５‰的

大缺陷状态ꎬ缺陷形状以 Ｎｅｉｌ 和 Ｇａｎ 的研究成果为依据ꎮ 分别计算了 ５ 种不同大小初始缺陷管线的临界屈

曲荷载ꎬ计算结果如表 ２ 与图 ２ 所示ꎮ
表 ２　 缺陷管线临界屈曲荷载计算值(ＡＢＡＱＵＳ 模拟结果)

Ｔａｂ. ２　 Ｃｒｉｔｉｃａｌ ｂｕｃｋｌｉｎｇ ｆｏｒｃｅ ｏｆ ｉｍｐｅｒｆｅｃｔ ｐｉｐｅｌｉｎｅｓ (ＦＥＡ ｒｅｓｕｌｔｓ)

编号 缺陷幅值 ｖ０ / ｍｍ 缺陷波长 Ｌ０ / ｍ 幅值与波长之比 ｖ０ / Ｌ０ 临界屈曲荷载 Ｐ / ｋＮ

１ ５６ ５６ １.００×１０－３ ２１４.５０

２ ９６ ６４ １.５０×１０－３ １４３.７５

３ ３４６ ８８ ３.９３×１０－３ ５３.５０

４ ３９６ ９２ ４.３０×１０－３ ５２.１３

５ ４９６ ９６ ５.１７×１０－３ ５０.００

　 　 对比表 ２ 和图 ２ 中不同缺陷大小下的管线临界屈曲荷载可知ꎬ当缺陷较小不超过制造缺陷上限( ｖ０ / Ｌ０

≤１.５‰)时ꎬ某一固定长度下小缺陷管线的临界屈曲荷载介于解析解与规范 ＲＰ－Ｃ２０２ 的计算值之间ꎬ大缺

陷管线的临界屈曲荷载则低于规范 ＲＰ－Ｃ２０２ꎬ即解析解的曲线与规范 ＲＰ－Ｃ２０２ 计算所得曲线构成了近平

直管线(０‰≤ｖ０ / Ｌ０≤１.５‰)临界屈曲荷载的值域空间上下限ꎮ 在实际工程中当近平直管线屈曲长度已知

时ꎬ若管线所受的实际荷载大于临界屈曲荷载上限值时ꎬ可判断管线发生水平向整体屈曲ꎬ需要进行下一步

水平向整体屈曲的防控设计ꎻ若所受的荷载值小于下限值ꎬ则不发生整体屈曲ꎬ不需要进行水平向整体屈曲

的分析ꎮ
当缺陷较大超过制造缺陷上限( ｖ０ / Ｌ０ ≤１.５‰)时ꎬ管线的临界屈曲荷载减小ꎬ由图 ２ 可知 ｖ０ / Ｌ０ ＝

３.９３‰、４.３‰、５.１７‰的临界屈曲荷载均低于近平直管线值域空间的下限ꎬ若实际工程中所受轴力大于规范

计算值则管线已经发生水平向整体屈曲ꎬ若荷载值低于规范计算值ꎬ则需要进一步分析ꎮ
将上述方法应用于渤海某工程中判断管线是否发生整体屈曲ꎬ假定该工程没有铺设缺陷ꎬ按制造缺陷的

上限值引入初始缺陷ꎬ则缺陷的幅值为 ９６ ｍｍꎬ波长为 ６４ ｍꎬ管线在正常工作状态下 Ｐ ＝ ＥＡαＴ＋ＡｐＤ(０.５
－ ν ) / ｔ / ２ ＝ ３.７５ ＭＮꎬ该长度下解析解计算的临界屈曲荷载为 ０.５３５ ＭＮꎬ工作荷载值远大于解析解计算值ꎬ可
以判断管线已经发生整体屈曲ꎬ需要进一步进行整体屈曲分析ꎮ

３　 水平向整体屈曲的破坏标准

判断管线在发生水平向整体屈曲后是否失效至关重要ꎮ 通常ꎬ发生整体屈曲的管线随着温度和内压的

增加将进一步产生较大的侧向变形ꎬ内部应力随着增长ꎬ因此管线是否失效的判断标准也可分为内力判断标

准和变形判断标准两大类ꎮ
３.１　 内力判断标准

管线在发生水平向整体屈曲后ꎬ伴随着轴力的释放会产生由变形引起的弯矩ꎬ过大的弯矩将会对管线系

统的安全构成威胁ꎬ因此在内力校核时应依照截面轴力与弯矩的组合来进行验算ꎮ ＤＮＶ 规范以管线变形最

剧烈的截面是否产生局部破坏时荷载组合的临界值作为判断依据[２３]ꎮ 验算时ꎬ首先需要计算屈服应力系数

αｃ 和管线的等效屈服力 Ｓｐ 、等效屈服弯矩 Ｍｐ ꎬ具体计算如下:
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αｃ ＝ １ － β( ) ＋ β
ｆｕ
ｆｙ

(９)

Ｓｐ ＝ ｆｙπ Ｄ － ｔ( )􀅰ｔ (１０)
Ｍｐ ＝ ｆｙ Ｄ － ｔ( ) ２ ｔ (１１)

式中:系数 β ＝ (６０ － Ｄ / ｔ) / ９０ꎻ ｆｙ 为设计屈服强度ꎬ ｆｙ ＝ σｙ － ｆｙꎬｔｅｍｐ ꎬ ｆｙꎬｔｅｍｐ 为温度作用下屈服强度的折减值ꎻ
ｆｕ 为设计抗拉强度ꎬ ｆｕ ＝ σｕ － ｆｕꎬｔｅｍｐ ꎬ ｆｕꎬｔｅｍｐ 为温度作用下抗拉强度的折减值ꎮ

而后ꎬ依据管线内外压力的大小分别按式(１２)、(１３)进行验算ꎬ若满足式(１２)、(１３)ꎬ则屈曲后的管线

未破坏ꎮ
当管线受到的内部压力大于外部压力时:

γＭγＳＣ
Ｍ

αｃＭｐ

＋
γＭγＳＣＰ
αｃＳｐ

{ }
２

{ }
２

＋ αｐ

ｐｉ － ｐｅ

αｃｐｂ( ｔ)
æ

è
ç

ö

ø
÷

２

≤ １ (１２)

式中: γＭ 为材料系数ꎻ γＳＣ 为安全系数ꎻ ｐｂ 为破裂压强ꎬ ｐｂ ＝ ４ｔ􀅰ｆｃｂ / [ ３ (Ｄ － ｔ)] ꎬ ｆｃｂ ＝ Ｍｉｎ[ ｆｙꎬｆｕ / １.１５] ꎻ αｐ

为径厚比效应系数ꎬ当 (ｐｉ － ｐｅ) / ｐｂ ≤ ２ / ３ 时 αｐ ＝ １ － β ꎬ当 (ｐｉ － ｐｅ) / ｐｂ ≥ ２ / ３ 时 αｐ ＝ １ － ３β􀅰[１ － (ｐｉ －
ｐｅ) / ｐｂ] ꎮ

当管线受到的内压小于外压时:

γＭγＳＣ
Ｍ

αｃＭｐ

＋
γＭγＳＣＰ
αｃＳｐ

{ }
２

{ }
２

＋ γＭγＳＣ

ｐｅ

ｐｃ

æ

è
ç

ö

ø
÷

２

≤ １ (１３)

式中: ｐｃ 为压溃压强ꎮ
对于受到水平向荷载作用的管线ꎬ需要对式(１２)、(１３)中的管线塑性强度 Ｍｐ 进行修正ꎬ修正后的塑性

强度值 Ｍ′
ｐ 计算如下:

Ｍ′
ｐ ＝ Ｍｐαｐｍ (１４)

式中: αｐｍ 为塑性抗弯系数ꎬ αｐｍ ＝ １ － ＤＲ / (１３０ｔＲｙ) ꎬＲ 为作用点的反力ꎬ Ｒｙ ＝ ３.９ｆｙ ｔ２ꎮ
３.２　 变形判断标准

发生水平向整体屈曲后ꎬ管线产生的压缩应变对管线的安全有重大影响ꎬ必须对其进行限定ꎮ ＤＮＶ 规

范中根据管线内外压力的大小分别进行验算ꎮ 当管线内压大于外压时ꎬ需要考虑压差与破裂压强 ｐｂ 的相互

关系ꎬ发生水平向整体屈曲后管线截面最大压缩应变 ε 不应超过压缩应变设计值 εＲＤ ꎬ验算如下:

ε ≤ εＲＤ ＝
εｃ ｔꎬｐｍｉｎ － ｐｅ( )

γε
(１５)

εｃ ｔꎬｐｍｉｎ － ｐｅ( ) ＝ ０.７８ ｔ
Ｄ

－ ０.０１æ

è
ç

ö

ø
÷􀅰 １ ＋ ５.７５

ｐｍｉｎ － ｐｅ

ｐｂ( ｔ)
æ

è
ç

ö

ø
÷ α －１.５

ｈ αｇｗ (１６)

式中: γε 为安全系数ꎻ ｐｍｉｎ 为管线内所能维持的最小内部压强ꎻ αｈ 为应变硬化指数ꎬ取 ０.９３ꎻ αｇｗ 为焊接系数ꎬ
取 １.０ꎮ

当管线所受的工作内压小于外部压强时ꎬ则考虑压差与管线压溃压强 ｐｃ 的关系ꎬ需满足以下条件:
εｓｄ

εｃ( ｔꎬ０)
γε

æ

è

ç
çç

ö

ø

÷
÷÷

０.８

＋
ｐｅ － ｐｍｉｎ

ｐｃ( ｔ)
γＭγＳＣ

≤ １ (１７)

εｃ( ｔꎬ０) ＝ ０.７８􀅰 ｔ
Ｄ

－ ０.０１æ

è
ç

ö

ø
÷􀅰α －１.５

ｈ αｇｗ (１８)

３.３　 工程算例

采用前述工程算例ꎬ运用解析法和有限元法ꎬ计算工作荷载下管线发生水平向整体屈曲后管线最危险截

面处的轴力、弯矩和应变ꎬ分别按照变形、内力判断标准判断管线是否失效ꎮ
３.３.１　 管线屈曲后内力的计算

解析解法采用王秀妍[２４]推导的公式计算管线整体屈曲后的轴力和弯矩ꎬ具有初始缺陷的管线发生高阶

水平向整体屈曲时ꎬ温度荷载与屈曲长度间有如下的对应关系:
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ＥＡαＴ ＝ ４５.９５ ＥＩ
Ｌ２

× １ －
Ｒ３

２６ ９９５.１８
Ｌ０

Ｌ
æ

è
ç

ö

ø
÷

２
é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú
＋ ２７８.２９０ ０６ × １０ －６ ＡφＡ

Ｅ
φＬ

Ｉ
æ

è
ç

ö

ø
÷

２

ｑ３Ｌ７ －é

ë
ê
ê

３０.８９５ ８ × １０ －６ ＡφＡ

Ｅ
φＬ
Ｉ

æ

è
ç

ö

ø
÷

２

ｑ３Ｌ７
０ －

φＡｑＬ
２

æ

è
ç

ö

ø
÷

２
ù

û
ú
ú

１
２

　 　 　 　 　 　 　 　 (１９)

其中ꎬ Ｒ３ ＝
４２０.７９０ １ ×

Ｌ０

Ｌ
æ

è
ç

ö

ø
÷ ＋ ２ ０８３.１９８ １ × １

Ｌ０

Ｌ
æ

è
ç

ö

ø
÷

２

－ １
×

Ｌ０

Ｌ
æ

è
ç

ö

ø
÷

２

× ０.９９８ １ × ｓｉｎ ２.９３５ ６
Ｌ０

Ｌ
æ

è
ç

ö

ø
÷ －é

ë
ê
ê

ì

î

í

ïï

ïï

Ｌ０

Ｌ
× ０.０５１ ２ × ｃｏｓ ２.９３５ ６

Ｌ０

Ｌ
æ

è
ç

ö

ø
÷

ù

û
ú
ú
－ ５４６.４４８ ９ × － ０.０５１ ２ ×

Ｌ０

Ｌ
æ

è
ç

ö

ø
÷ － ｓｉｎ ２.９３５ ６ ×

Ｌ０

Ｌ
æ

è
ç

ö

ø
÷

é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú } ꎮ

算得对应的屈曲长度后ꎬ根据轴力、弯矩与计算长度的关系式ꎬ求得屈曲后管线最危险截面处内壁的轴

力与弯矩:

Ｐ ＝ ３４.４５ ＥＩ
Ｌ２

× １ －
Ｒ３

２０ ２４４.２３
×

Ｌ０

Ｌ
æ

è
ç

ö

ø
÷

２
é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú (２０)

Ｍｍ ＝ － ０.１３ ９６０φＬｑ(Ｌ２ － Ｌ２
０) (２１)

　 　 有限元法采用 ＡＢＡＱＵＳ 的 Ｅｘｐｌｉｃｉｔ 算法模拟管线的整体屈曲过程ꎬ计算中管线长度取为 １ ｋｍꎬ在管线中

点处引入初始缺陷ꎬ管线单元采用 Ｐｉｐｅ３１ꎬ土体单元采用 Ｃ３Ｄ８Ｒꎬ管线两端约束水平向和轴向的位移ꎬ模拟

中土体约束力模型如图 ４ 所示ꎮ 由于 ＡＢＡＱＵＳ 中默认的切向摩擦行为为单一摩擦系数的罚函数接触ꎬ不能

很好的模拟土体对管线的约束ꎬ因此对约束模型进行二次开发ꎬ通过编译子程序 ＶＦＲＩＣ 引入图 ４ 所示的模

型作为管土间切向约束关系的控制函数ꎮ 建立的有限元分析模型如图 ５ 所示ꎮ

图 ４　 土体约束力模型

Ｆｉｇ. ４　 Ｐｉｐｅ￣ｓｏｉｌ ｉｎｔｅｒａｃｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ ｕｓｅｄ ｉｎ ＦＥＡ
图 ５　 有限元分析模型示意

Ｆｉｇ. ５　 ＦＥＡ ｍｏｄｅｌ

整体屈曲后管线的轴力云图如图 ６ 所示ꎬ轴力以拉力为正、压力为负ꎮ

图 ６　 整体屈曲后管线内壁的轴力云图

Ｆｉｇ. ６　 Ｃｏｎｔｏｕｒ ｐｌｏｔ ｏｆ ｔｈｅ ａｘｉａｌ ｆｏｒｃｅ ｉｎ ｔｈｅ ｐｉｐｅｌｉｎｅ

由图 ６ 可知ꎬ在温度荷载作用下管线全段受压ꎬ屈曲段管线由于发生了整体屈曲变形ꎬ释放了部分压力ꎬ
中点处轴力为 ０.２６２ ＭＮꎮ

７第 ６ 期 刘　 润ꎬ等:海底管线水平向整体屈曲及失效判断方法研究



整体屈曲后管线的弯矩云图如图 ７ 所示ꎮ

图 ７　 整体屈曲后管线内壁的弯矩云图

Ｆｉｇ. ７　 Ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｂｅｎｄｉｎｇ ｍｏｍｅｎｔ ｉｎ ｔｈｅ ｐｉｐｅｌｉｎｅ

由图 ７ 可知ꎬ随着变形的发展ꎬ管线所受到弯矩增大ꎬ最大弯矩出现在管线中点处ꎬ为 ０.３３ ＭＮ∙ｍꎮ
整体屈曲后管线的轴向应变云图如图 ８ 所示ꎮ

图 ８　 整体屈曲后管线应变云图

Ｆｉｇ. ８　 Ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ａｘｉａｌ ｓｔｒａｉｎ ｉｎ ｔｈｅ ｐｉｐｅｌｉｎｅ

由图 ８ 可以看出ꎬ轴向应变随变形的增大而增大ꎬ最大轴向应变 ０.２４３ ％ꎮ
３.３.２　 管线失效判断

按照内力判断标准验算:解析解计算所得最危险截面处的弯矩 Ｍ ＝ ４.０５×１０５ Ｎ􀅰ｍ、轴力 Ｐ ＝ １.４６×
１０５ Ｎꎬ代入式(１３)中ꎬ可得公式左边为 ０.６２６<１ 满足内力验算标准ꎬ管线屈曲后未破坏ꎮ 有限元法所得最危

险截面处的弯矩 Ｍ＝ ３.３３×１０５ Ｎ􀅰ｍ、轴力 Ｐ＝ ２.６２×１０５ Ｎꎬ代入式(１２)中ꎬ得公式左边等于 ０.４２３<１ 满足内

力判断标准ꎬ管线屈曲后未破坏ꎮ
按照变形判断标准验算:有限元法可得到管线的最大压缩应变 ε 为 ０.２４４％ꎬ代入式(１５)中ꎬ得到 ε ＝

０.２４４％< εＲＤ ＝ ２.２％满足变形判断标准ꎬ管线屈曲后未破坏ꎮ
３.３.３　 判断标准的讨论

为探究内力判断与变形判断两种标准在工程应用中哪种更为严格ꎬ采用继续增加管线温度荷载的方法

图 ９　 内力判断与变形判断标准的比较

Ｆｉｇ. ９ 　 Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ ｔｗｏ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｃｒｉｔｉｃａｌ
ｆａｉｌｕｒｅｓ

进行进一步分析ꎬ结果如图 ９ 所示ꎮ 图中横坐标代表所受的实际

温度荷载值ꎬ纵坐标为实际应力、应变与极限应力、应变之比ꎮ
从图 ９ 中可以看出ꎬ随着温度继续上升ꎬ截面内力增加显著ꎬ

而最大压缩应变增加较为缓慢ꎬ当工作温差加到 １７０℃时ꎬ最危险

截面处的弯矩 Ｍ＝ ５.１７×１０５ Ｎ􀅰ｍ、轴力 Ｐ ＝ ２.３９×１０５ Ｎꎬ代入式

(１３)中得公式左边等于 １.０２>１ꎬ管线不满足内力验算标准ꎬ而此

时管线最大压缩应变仅为 ０.４１３ ％ꎬ尚未达到变形标准破坏临界

值ꎬ因此ꎬ相较于变形标准ꎬ内力标准在由温压联合作用引起的水

平向整体屈曲的校核中更为严格ꎬ安全性更高ꎬ应作为校核由初

始缺陷激发的管线水平向整体屈曲后截面是否发生破坏的主要

参照标准ꎮ
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４　 结　 语

基于国内外相关领域研究成果ꎬ结合工程算例ꎬ对海底管线在高温高压作用下是否发生水平向整体屈曲

与整体屈曲后管线是否破坏进行了分析ꎬ具体结论如下:
１)基于渤海某工程设计参数ꎬ运用解析法、规范法和有限元法分析不同缺陷大小对管线临界屈曲荷载

的影响ꎬ结果显示管线临界屈曲荷载随计算长度的增加而降低、随初始缺陷的增大而降低ꎬ且对于理想管线

和初始缺陷 ｖ０ / Ｌ０≤１.５‰的小缺陷管线临界屈曲荷载介于规范值和解析解值之间ꎻ
２)结合工程实例分别采用内力与变形的判断标准对管线屈曲变形后是否失效进行了验算ꎬ并通过进一

步分析对比指出了两种验算标准的差异ꎮ 分析指出由初始缺陷激发的管线发生水平向整体屈曲后截面的破

坏验算中ꎬ内力验算标准更为严格ꎬ应作为主要参照标准ꎮ
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