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采用同步测力测振大比例节段模型风洞试验方法，研究了作用在全封闭、半封闭和中央开槽三种
典型箱梁上竖向涡激力的非线性特性，通过分析竖向涡激力不同成分的能量演化规律和对涡振响
应的贡献，探索了竖向涡激共振的起振、发展和自限幅的机理。结果显示：不同类型箱梁的竖向
涡激力的非线性成分通常会有所不同，但控制竖向涡激振动稳态响应幅值的最重要涡激力成分都
是速度一次线性和三次非线性气动阻尼力成分。前者向振动系统提供了一个恒定的负气动阻尼比，
因而是驱动涡振振幅发展的根本动力，而后者则向系统提供了一个与涡振速度平方成正比的正气
动阻尼比，从而实质上成为导致涡振自限幅现象的内在因素。有鉴于此，本文提出了一个能高精
度预测大跨度桥梁涡振稳态振幅的箱梁断面竖向涡激力通用简化非线性数学模型，并进行了验证。
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1. 引言

钢箱梁一般具有优良的抗颤振性能，因而被普遍应

用于大跨度桥梁尤其是位于强风地区的大跨度桥梁的建

设中。然而，钢箱梁桥经常会遭受不同程度的涡激共振

[1–4]，并可能影响车辆驾驶的舒适性和桥梁构件的疲劳

寿命等问题，因此，精确预测涡振响应对大跨度钢桥的

抗风设计非常重要。而要达到这一目的，就非常有必要

建立一个精确、可靠的涡激力数学模型。

涡激共振非常容易在大跨度钢桥发生，其发生风速

一般较低，并且由于涡激力的非线性特性而呈现出自限

幅现象。虽然涡激力非线性的机理可直观地归因于振动

过程中瞬时风攻角的连续变化，实际上也就是桥梁相对

于来流方向的气动外形的连续变化，但是其内在机理实

际上却很复杂，至今尚未完全掌握。Scanlan涡激力经验

非线性模型是现有涡激力数学模型中最著名的，并且经

常被用于桥梁涡振的研究中[5,6]。该模型通过引入一个

表示为振动速度和位移平方乘积的非线性气动阻尼力项

来尝试在计算分析中重现涡振的自限幅现象。通过引入

一个形状参数来调整气动阻尼的非线性阶数，Larson[7]
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将Scanlan的经验非线性模型修正为广义经验非线性模

型。然而，研究发现Scanlan和Larson的涡激力经验非线

性模型不足以描述作用在封闭箱梁和中央开槽箱梁上的

非线性竖向涡激力[8,9]。

如前所述，涡激力非线性的直观原因是主梁振动期

间瞬时风攻角的连续变化。因此，在竖向涡激力的数学

模型里，非线性气动阻力系数的自动变量应当包含主梁

运动的竖向速度项。然而，包括Scanlan和Larson模型在

内的绝大多数涡激力经验模型都无充分理由地将该项舍

弃。基于一系列使用动态同步测力测振技术的大比例弹

簧悬挂节段模型风洞试验，本团队针对三种箱梁断面皆

提出了全新的竖向涡激力非线性模型[8–10]。经验证，

这些新模型既能很好地再现桥梁箱型断面的实测竖向非

线性涡激力，又能足够精确地预测竖向涡激振动响应。

然而，对于不同类型桥梁断面，先前提出的涡激力新模

型包含不同的非线性成分，同时，模型参数的识别需要

对持续振动的节段模型进行涡激力和动态位移两者时程

信号的同步测量。与只对动态位移进行测量的便捷的传

统风洞测试相比，此项测量技术更加复杂和困难。

鉴于这一困难，为了降低参数识别对风洞测试技术

和仪器的要求，并便于实际应用，我们提出了竖向涡激

力的简化非线性数学模型。该简化模型在参数识别时只

要求进行简单的动态位移测量，并且应该适用于不同类

型的桥面，至少包括本文中所研究的三种箱梁。

2. 同步测量竖向涡激力和动态位移的风洞试验

2.1. 三种用于试验的典型箱梁断面

浙江宁波的象山港大桥是一座主跨为688 m、采用

全封闭箱梁的斜拉桥，如图1（a）所示。浙江舟山的西

堠门大桥是一座主跨为1650 m、采用中央开槽箱梁的悬

索桥，如图1（b）所示。天津塘沽的老海河大桥是一座

主跨310 m、采用半封闭箱梁的单塔斜拉桥，如图1（c）

所示。这三种典型的箱梁是本文的研究对象。

图1. 三类典型的桥梁断面（单位：cm）。（a）全封闭箱梁；（b）中央开槽箱梁；（c）半封闭箱梁。
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2.2. 风洞和测试设备以及节段模型

在同济大学的TJ-3风洞中进行了大比例弹簧悬挂节

段模型试验，用于三个典型桥梁断面的涡激力和动态位

移的同步测量。该风洞是一个竖向闭口回流式边界层风

洞，并拥有宽15 m、高2 m、长14 m的封闭试验段。风

速为1.0~17.6 m·s–1。例如，图2显示了半封闭式箱梁的大

比例节段模型试验示意图。通过固定在模型两端吊臂上

的八根螺旋弹簧，节段模型被悬挂于风洞中的两个支撑

框架之间。为了减少框架对来流造成的影响，两个支撑

框架用整流罩包裹，构成了一个内部支撑和整流墙组成

的系统。两个支撑和整流墙在顺风方向上长3.5 m，在侧

风方向净距离为3.63 m。为了改善两个墙之间的试验区

域的流场质量，墙的迎风端设计为弧形。测量结果表明，

在无模型情况下，平均风速非均匀性小于2%，纵向和竖

向湍流强度均低于2%，风攻角和风偏角均接近0°。
每个箱梁节段模型都由内部刚性金属框架和外衣系

统组成。对于全封闭和半封闭箱梁模型，其外衣系统包

括一个中间测力段外衣和两个端部补偿段外衣，并且只

有中间段用于测力。然而对于中央开槽箱梁模型，只包

括一个整体的测力段外衣。该模型外衣由矩形薄壁不锈

钢管的框架系统构成，钢管系统外覆轻质薄壁的航空板

并内衬高密度泡沫。使用这种稍微复杂的模型外衣的目

的是为了确保它拥有足够刚度，从而避免外衣发生任何

可察觉的局部振动，同时尽可能地减小其质量和惯性

力。如图3所示，测力段外衣通过内置在箱梁模型的四

个单分量测力天平支撑在刚性金属框架上。因此，只有

测力段上的动态力转移到测力天平上，测力天平上的惯

性力才会显著减小。有关模型构造和天平安装的详细信

息请参阅文献[8–10]。表1列出了节段模型的主要参数。

为了使模型具有足够的内部空间去安装内置测力天

平以及保持测力段和内部刚性金属框架的不接触，三次

试验的模型缩尺比分别设为1/20、1/20和1/15。
箱梁模型的高度分别为0.175 m、0.175 m和0.189 m。 

由于风洞试验段高度的限制，相应的阻塞率分别达到了

13.9%、8.8%和9.5%。尽管这种阻塞率水平可能导致涡

振响应、涡激力和涡激力模型参数的试验值出现一些误

差，但通过分析试验数据得到的涡激力和箱梁运动响应

之间的一般非线性关系应该不会显著偏离实际情况，是

可信的。然而，对于这样一个宽的节段模型，当从由测

力天平测量的总动态力中提取涡激力时，必须考虑非风

图2. （a）同步测量弹簧悬挂节段模型上动态力和位移的示意图；（b）安装在TJ-3风洞中的模型照片。

图3. 风洞试验中使用的单分量天平。（a）外观；（b）内部结构；（c）模型中的安装。



933Author name et al. / Engineering 2(2016) xxx–xxx

致自激力。用于识别模型系统非风致附加质量和附加阻

尼系数的方法可参考文献[8,9]，该方法用于描述非风致

自激力。

2.3. 涡振实测位移响应

用激光位移传感器测量节段模型的动态位移响应。

试验发现，对于全封闭箱梁，当风攻角为0°时，涡振最

为显著；对于中央开槽箱梁和半封闭箱梁，当风攻角为

5°时，涡振最为显著。因此，由于篇幅限制，这里只讨

论相应的试验结果。图4（a）~（c）分别显示了θ=5°时
的全封闭箱梁和θ=0°时的中央开槽箱梁以及半封闭箱梁

在风速观测范围内的竖向涡振位移稳定幅值。

对于风攻角为5°的全封闭箱梁，可以发现当阻

尼比为0.55%和0.73%时，风速锁定区间分别为6.44~ 
10.06 m·s–1和6.69~9.90 m·s–1。对于阻尼比为0.55%的试

验工况，竖向涡振的最大响应为0.0279 m，对应风速约

表1 节段模型的主要参数

Major parameter
Fully closed 

box deck
Centrally slotted

box deck
Semi-closed

box deck

Length scale, λL 1/20 1/20 1/15

Length, Lm (m) 3.600 3.600 3.600

Width, Bm (m) 1.600 1.700 (1.800)a 1.608

Depth, Dm (m) 0.175 0.175 0.189

Length of measured coat segment, LC (m) 2.400 3.556 2.400

Vertical frequency of model, f (Hz) 2.808 4.358 2.477

Mass of whole model, MS (kg) 182.178 165.500 215.000

Mass of model coat per unit length, mc (kg·m−1) 7.943 10.575 7.925

Total mass of model systemb, M (kg) 202.450 181.614 234.224

Nominal total damping ratio of model system at zero wind speedc, x 0.55%, 0.73% 0.26%, 0.45% 0.19%, 0.43%

Wind attack angle, q 5° 0° 0°

Ratio of blockage 13.9% 8.8% 9.5%
a Widths without/with the two side cantilever split plates, respectively, including the central slot width of 0.3 m. 
b Including non-wind-induced additional mass. 
c Including non-wind-induced additional damping ratio; the actual damping ratios of the sectional model system are dependent on vibration amplitude.

图4. 节段模型的竖向涡振位移稳态振幅。（a）全封闭箱梁（θ= 5°）；（b）中央开槽箱梁（θ= 0°）；（c）半封闭箱梁（θ= 0°）。U为风速；ξ为零风
速下模型系统的名义总阻尼比；f为模型的竖向频率；Ay为涡振位移的稳态幅值；Aƞ为涡振位移的无量纲稳态振幅；D为箱梁高度。
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为9.10 m·s–1。对于阻尼比为0.73%的试验工况，最大响

应为0.0261 m，对应风速约为9.55 m·s–1。

对于风攻角为0°的中央开槽箱梁，当阻尼比为

0.26%和0.45%时，风速锁定区间分别为5.15~7.07 m·s–1

和5.32~7.06 m·s–1。对于阻尼比为0.26%的试验工况，竖

向涡振的最大响应为0.0114 m，对应风速为5.62 m·s–1。

对于阻尼比为0.45%的试验工况，最大响应为0.0086 m，

对应风速为5.98 m·s–1。

对于风攻角为0°的半封闭箱梁，阻尼比为0.19%和

0.43%时，对应的风速锁定区间分别为4.54~7.12 m·s–1和

4.53~6.66 m·s–1。对于阻尼比为0.19%的试验工况，竖向

涡振的最大响应为0.0132 m，对应风速为5.92 m·s–1。而

阻尼比为0.43%的试验工况，最大响应为0.0107 m，对

应风速为5.92 m·s–1。

2.4. 涡振期间实测竖向涡激力

测力段上的竖向涡激力通过安装于模型内部的四个

小型单分量天平测量得到的总动态力提取。有关竖向涡

激力提取方法的详细信息参见文献[8,9]。对于三种典型

箱梁断面，在达到或者接近最大涡振响应的风速时，在

该风速下涡振发展到共振（GTR）期间，提取到的单位

长度模型外衣上的竖向涡激力时程如图5所示，曲线用

带有小空心圆圈的蓝线绘制。相应的涡激力频谱以相同

样式的曲线绘制分别绘制于图6。

图5. 单位长度模型外衣上的实测涡激力和拟合涡激力时程。（a）全封闭箱梁（θ= 5°，U = 9.10 m·s–1）；（b）中央开槽箱梁（θ= 0°，U = 5.62 m·s–1）；
（c）半封闭箱梁（θ= 0°，U = 5.92 m·s–1）。fVI是单位长度的模型外衣上的竖向涡激力。

图6. 单位长度模型外衣上的实测涡激力和拟合涡激力幅值谱。（a）全封闭箱梁（θ= 5°，U = 9.10 m·s–1）；（b）中央开槽箱梁（θ= 0°，U = 5.62 m·s–1）；
（c）半封闭箱梁（θ= 0°，U = 5.92 m·s–1）。|FVI（f）|是fVI（t）的振幅谱。
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3. 竖向涡激力的非线性数学模型

正如Zhu等[8]和Meng [9]所证实的那样，Scanlan的
经验非线性数学模型并不适合表示作用于桥梁断面的竖

向涡激力。这是因为，从准定常理论的角度来看，竖向

涡激力的非线性可以理解为由断面气动外形的连续变化

引起的，这种变化是断面运动的竖向速度所带来的瞬时

有效风攻角的连续变化引起的。因此，非线性气动阻尼

比应主要取决于断面运动的竖向速度，而不是竖向位

移。基于此，我们提出了以下不同的非线性数学模型

[8–11]，分别用以描述作用于单位长度上的前述三种箱

梁断面的竖向涡激力。

对于全封闭箱梁[8,9]：

 （1）

对于一个中央开槽箱梁[9,10]：

  （2）

对于半封闭箱梁[11]：

 
 
 

  （3）
 

式中，ρ为空气密度；U为风速；D为桥面板高度；t为
时间，s；y和ẏ分别为振动位移和速度；K =ωD/U为折

减频率，其中，ω为涡振的圆频率；Y1(K)，Y2(K)，εij(K)
（i=0,1,2；j=1,2,3,4）和ζ2(K)为通过试验来识别的依赖于

K的振幅系数；C
~

L(K),Kvs(K)=ωvs(K)D/U和ψ(K)分别为通

过试验识别的依赖于K的振幅系数、折减涡脱频率和

竖向纯涡脱力的相位差，其中，ωvs(K)为涡旋脱落的圆

频率。

本文不包含这些数学模型的验证，因为这不是本文

关注的重点。前两个数学模型可以在参考文献[8-10]中
找到，最后一个模型可以在参考文献[11]中找到。使用

公式（1）~（3）以及相应的通过最小二乘拟合法识别

的参数重构三类断面的涡激力f VI，分别将其时程和幅

值谱用红色实线绘于图5、图6中，并标以“Fitted”图例。

可以看出，拟合结果与实测结果非常吻合，测得的fVI的

主要特征可以用拟合结果来描述。

4. 竖向涡激力简化数学模型和验证

4.1. 简化数学模型

我们的团队对振动系统上非线性竖向涡激力的不同

分量做功演变进行了分析，并对不同竖向涡激力分量对

竖向涡振位移响应的影响进行了参数分析[8–11]。结果

表明，在上述三种非线性涡激力数学模型中的所有分量

中，速度（ẏ）的线性分量和速度三次方的非线性分量（ẏ3）

是影响涡振位移相应稳态振幅的两个最重要的分量。忽

略其他成分可能会导致竖向涡激力产生明显甚至显著

的变化，同时还会引起长期位移响应所累积的相位的

显著变化；然而，结果显示涡振位移的稳态振幅几乎没

有变化。此外，还发现在竖向涡振期间，与ẏ有关的线

性分量为振动系统提供了恒定的负气动阻尼比，而与ẏ3

相关的非线性分量提供了随时间变化的非线性正气动阻

尼比，且随涡振的发展而增加。显然，当振动系统的等

效线性化瞬幅阻尼比变为零的时候，竖向涡振会趋于稳

定，而这个等效线性化瞬幅阻尼比是由正阻尼结构比、

恒定负气动阻尼比和时变非线性正阻尼比以及对应的阻

尼力每个周期内做功等效原则确定。因此，可以得出结

论，线性负气动阻尼力是驱动涡振发展的源动力，而与

ẏ3相关的非线性正气动阻尼力是竖向涡振自限幅现象的

内在因素。鉴于此，式（1）~（3）中所示的非线性数

学模型可以简化为单一的非线性模型，如式（4）所示，

甚至可以继续简化，如式（5），用于预测大跨度桥梁的

竖向涡振的稳态振幅。

  （4）
 

  （5）

4.2. 简化数学模型的参数识别

基于涡振振幅和相位函数都具有缓变特性的假设，

可以根据竖向涡振简化数学模型推导出竖向涡振幅值的
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近似公式[8]。

 （6）

式中，η(s)= y(t)/ D，为涡振的无量纲位移; s = tU / D，

为无量纲时间；Aη0和ψ0分别为涡振衰减-共振（DTR）
过程或者GTR过程中的初始无量纲振幅和相位；Aη(s)为
DTR或GTR过程的时变无量纲振幅；β为涡振位移响应

的稳定无量纲振幅，α为反映涡振衰变或生长阶段位移

的振幅变化率的参数，α和β的值可以仅使用测量的位移

响应的最小二乘拟合方法来获得。

接下来，可以导出以下关系式来确定竖向涡激力简

化数学模型的参数：

  （7）

式中，m为分布质量；K0为在零风速下振动系统下的折

减频率。

  （8）

  
（9）

4.2.1. 全封闭箱梁的模型参数和验证

图7显示了风攻角为5°时的全封闭箱梁，在竖向涡

振的整个锁定区间内随折减风速变化的Y1和ε03值。这些

参数是基于实测位移响应并利用如式（5）所示的简化

涡激力模型所识别得到的。对应的基于实测竖向位移

响应和涡激力时程并根据如式（1）所示的非简化模型

识别得到的Y1和ε03值绘于图7，以供对比[8,9]。很明显，

这两组识别参数非常接近。显然，就识别算法和风洞试

验技术的要求而言，简化涡激力模型的参数识别比非简

化涡激力模型简单方便得多。

在涡振的整个锁定区间内，可以根据式（5）所示

的简化竖向涡激力模型和式（1）所示的非简化涡激力

模型计算节段模型系统的竖向涡振响应。在锁定区间

内，计算得到的和实测的竖向涡振无量纲稳态振幅一同

绘于图8。这两组计算的位移响应彼此非常吻合，并且

两者非常接近实测响应，从而证明了简化竖向涡激力模

型的可靠性和经此简化用以预测全封闭箱梁竖向涡振稳

态幅值的可行性。

4.2.2. 中央开槽箱梁模型参数和验证

图9展示了在整个锁定区间内，分别使用式（5）所

示的简化涡激力模型和式（2）所示的非简化涡激力模

型所识别的中央开槽箱梁的Y1和ε03之间的比较[9]。这两

组的参数明显地相互吻合。

图10显示了在整个锁定范围内，分别根据式（5）
所示简化涡激力模型和式（2）所示非简化涡激力模型

计算得到的中央开槽箱梁节段模型系统竖向涡振位移的

无量纲稳态振幅。相应的测量值也绘制在此图中。三组

图7. 使用简化和非简化涡激力模型进行识别的全封闭箱梁的Y1（a）和ε03（b）的值。

图8. 全封闭箱梁的竖向涡振位移稳态幅值的计算值和实测值的比较。
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涡振稳态振幅又一次非常一致，表明简化的涡激力模型

对于中央开槽箱梁也是适用的。

4.2.3. 半封闭箱梁的模型参数和验证

图11展示了在整个锁定区间内，分别使用式（5）
所示的简化涡激力模型和式（3）所示的非简化涡激力

模型所识别的半封闭箱梁的Y1和ε03之间的比较[11]。这

次两组识别的参数也相互吻合。图12显示了在整个锁定

范围内分别根据式（5）所示的简化涡激力模型、式（3）
所示的非简化涡激力模型计算得到的以及实测的中央开

槽箱梁节段模型系统竖向涡振位移的无量纲稳态振幅。

很明显，这三组振幅彼此非常接近。这表明简化的涡激

力模型对于半封闭箱梁是可靠的。

5. 结论

本文提出了作用于桥梁断面的非线性竖向涡激力的

通用简化模型，该模型可用来预测桥梁断面竖向涡振位

移的稳态幅值且精度令人满意。该简化模型是基于以下

事实建立的：线性负气动阻尼力是驱动涡振发展的主要

图9. 由简化和非简化涡激力模型识别得到的中央开槽箱梁的Y1（a）和ε03（b）的值。

图10. 中央开槽箱梁的竖向涡振位移稳态幅值的计算值和测量值的
比较。

图12. 半封闭箱梁的竖向涡振位移稳态幅值的计算值和测量值的
比较。

图11. 用简化和非简化的涡激力模型识别的半封闭箱梁的Y1（a）和ε03（b）的值。
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动力、速度的三次方即非线性正气动阻尼力是竖向涡振

自限幅现象的内在因素。竖向涡激力的该通用简化模型

已经通过节段模型系统涡振响应实测值和计算值的对比

得到验证，因此可用于本文研究的三种典型箱型断面，

并且在其他类型的桥梁断面上也有可期的应用前景。
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