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  摘要:采用专门研制的小型动态测力天平,通过弹簧悬挂节段模型内置天平同步测力测振风洞试验,对3∶2
矩形断面的非线性驰振自激力进行了测量。比较了基于实测自激力重构的节段模型位移响应时程与试验结果,从
而对自激力测量精度进行了间接的验证;讨论了在进行这种验证时考虑节段模型系统等效阻尼和刚度参数非线性

特性的重要性、非风致附加自激力和风致自激力在动态力中的占比、忽略非风致附加气动阻尼力和惯性力的非线

性特性对自激力测量精度的影响等若干重要问题。结果显示:对于3∶2矩形断面,非风致附加自激力在测得的总

动态力中的占比超过了风致自激力的占比,因此从测得的总动态力中提取自激力时必须扣除非风致附加自激力;

非风致附加气动阻尼力和惯性力的非线性对驰振自激力测量精度有一定影响,值得考虑;节段模型系统等效阻尼

和刚度参数的非线性对节段模型驰振位移响应的重构精度有明显影响,在验证自激力测量精度时必须加以考虑。
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nonlineargallopingself-excitedforcesonrectangularcylinders

ZhuLedong1,2,3,*,ZhuangWanlyu1,2,GaoGuangzhong1,2

(1.StateKeyLaboratoryofDisasterReductioninCivilEngineering,TongjiUniversity,Shang-
hai 200092,China;2.DepartmentofBridgeEngineering,CollegeofCivilEngineering,Tongji
University,Shanghai 200092,China;3.KeyLaboratoryforWindResistanceTechnologyof
BridgesofMinistryofTransport,TongjiUniversity,Shanghai 200092,China)

  Abstract:Thenonlineargallopingself-excitedforcesona3∶2rectangularcylinderwere
measuredviawindtunneltestsofaspring-suspendedsectionalmodelwithsynchronousmeasure-
mentsondynamicforceandvibrationdisplacementbyusingminiaturedynamicforcebalances
elaboratelydeveloped.Themeasurementaccuracyoftheself-excitedforcewasverifiedindirectly
throughcomparingthetimehistoriesofthenonlineargallopingdisplacementofthesectionalmodel
reconstructedbyusingthemeasuredtimehistoriesoftheself-excitedforcewiththecorrespond-
ingmeasuredones.Theimportanceofconsideringthenonlinearitiesoftheeffectivedampingand
stiffnessparametersofthesectionalmodelsysteminsuchverificationwasdiscussed.Theper-
centagesofboththenon-wind-inducedandwind-inducedself-excitedforcesinthetotalmeasured
dynamicforceswerealsoevaluatedaswellastheinfluencesofneglectingthenonlinearitiesofthe
non-wind-inducedadditionalaerodynamicdampingandinertialforcesonthemeasurementaccura-
cyofgallopingself-excitedforce.Itcanthenbefoundthatforthe3∶2rectangularcylinderthe



portionofthenon-wind-inducedself-excitedforceinthemeasuredtotaldynamicforceexceeds
thatofthewind-inducedself-excitedforce,andtherefore,thenon-wind-inducedself-excitedforce
shouldbedeductedwhenextractingthewind-inducedself-excitedforcefromthemeasuredtotal
dynamicforce.Thenonlinearitiesofthenon-wind-induceddampingandinertialforcesexertsome
influenceonthemeasurementaccuracyofthegallopingself-excitedforce,anddeservetobecon-
sidered.Thenonlinearitiesoftheequivalentdampingandstiffnessparametersofthesectional
modelsystemresultinasignificantinfluenceonthereconstructionaccuracyofthegallopingdis-
placementtimehistoriesofthesectionalmodelsystem,andthus,itshouldalsobetakenintoac-
countintheindirectverificationofthemeasurementaccuracyofthegallopingself-excitedforce.
  Keywords:3∶2rectangularcylinder;galloping;spring-suspendedsectionalmodel;synchro-
nousmeasurementonforceandvibration;self-excitedforce;non-wind-inducedadditionalaerody-
namicdamping;non-wind-inducedadditionalaerodynamicmass;nonlinearity

0 引 言

  对于某些质量轻、阻尼低的钝体细长结构,在横

向来流作用下容易发生所谓的“软驰振”现象,即:当
风速超过临界风速时,由于自激力的非线性特性,驰
振位移幅值不会无限制发散,而是会收敛到一个稳态

幅值、发生极限环振动现象,表现出自限幅特性[1]。
软驰振实际发生临界风速Uc 一般低于按准定常理

论估算的临界风速Ug,且接近涡振理论起振风速

UVIV,其极限环振动的稳态振幅会随着风速的增加而

近乎线性增加,表现出明显的非线性和非定常特

点[1-3]。

  从力学原理来看,驰振和颤振本质上都是非定常

自激振动,其区别主要在于振动方向或自由度,即:驰
振是横风向单自由度弯曲自激振动,而颤振是扭转单

自由度或扭转与横风向弯曲两自由度耦合的自激振

动。考虑到颤振研究非定常方法的提出和成功应用

已有半个多世纪[4-6],因此,直观上看,驰振也应采用

非定常方法来研究。然而,至今驰振的研究大多还是

停留在准定常层面,或者没有完全跳出准定常理论的

框架[7-9]。Parkinson[10]曾指出经典的驰振准定常理论

不仅会高估软驰振发生风速,还会低估响应幅值,在准

定常框架下无法对驰振进行合理的解释和估计,这说

明了从非定常角度研究驰振的重要性。针对矩形断面

在中低Scruton数情况下常出现不能明确区分驰振与

涡振的现象,许多学者将其视为经典驰振和涡振2种

振动的相互耦合,相应地提出了一些“准定常驰振力+
涡激力”的混合自激力模型(Corless[11],Tamura[12],

Mannini[13])。但是,这类自激力模型或者缺乏明确的

物理意义以及风洞试验的验证,或者无法准确对软驰

振现象进行再现和预估,普适性较差。

  虽然涡激共振通常被认为具有自激振动和强迫

振动的双重特性,但朱乐东等[14-15]的研究表明涡激力

主要以自激力为主,其中的纯涡脱力占比很小,对涡

振振幅的影响可以忽略不计,因此可以忽略涡激振动

强迫特性,把其看作是一种自激振动。有鉴于此,对
于大Scruton数的情况,驰振临界折减风速往往明显

高于涡振起振折减风速,驰振和涡振现象明显相互分

离[1,16],此时可以把驰振和涡振分别看成是高折减风

速和低折减风速范围内的2种非定常自激振动;对于

中低Scruton数的情况,驰振往往发生在中低折减风

速范围,很难与涡振区分[1,16],此时应该把驰振和涡

振理解为一种统一的非定常自激振动,而不是理解为

一种驰振和涡振相互耦合或相互作用的振动,避免采

用前述显然重复计算了自激力的“准定常驰振力+非

定常涡激力”这类不合理的混合模型。为此,为了正

确研究非定常非线性驰振和涡振的发展和自限幅的

内在机理,有必要建立一套适用于驰振和涡振的统一

纯非定常自激力数学模型。

  由于驰振和涡振及其自激力具有复杂的非线性

和非定常特性,因此通过风洞试验直接测量作用在钝

体结构上的自激力时程是研究反映结构振动和气流

相互作用(即气动弹性效应)规律的自激力数学模型

的最佳方法。然而,由于在天平测得的动态力中,惯
性力一般占主要成分,自激力所占比例很小,而对软

驰振和涡振发展过程和稳态振幅起关键作用的气动

阻尼力又在自激力中占比很小,因此在振动模型上高

精度测量自激力是一件非常困难的事。为此,大多数

学者都是通过对振动位移的测量来间接识别自激

力[13,17],导致至今对非定常驰振的非线性自限幅特

性的机理和非定常非线性自激力数学模型的研究进

展不大。本文以3∶2矩形断面为例,介绍作者所开

展的基于弹簧悬挂节段模型同步测力测振试验的驰

振自激力高精度测量和验证工作,探讨影响自激力高

精度测量和验证结果可靠性的若干重要问题,如:节
段模型振动与周围“静止”空气之间相互作用而产生
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的非风致附加自激力及节段模型振动与来流相互作

用而产生的风致自激力在动态力中的占比关系,非风

致附加自激力的非线性特性对驰振自激力测量精度

的影响,在通过比较驰振位移时程重构和试验结果来

间接验证自激力测量可靠性时考虑弹簧悬挂节段模

型系统等效阻尼和刚度参数的非线性特性的重要性。

1 风洞试验概况

1.1 模型结构及天平安装

  试验在同济大学TJ-2边界层风洞中进行,风洞

试验段长15m,宽3m,高2.5m。图1为悬挂于TJ-2
风洞中两面内支架导流墙之间的节段模型,模型的悬

挂系统(弹簧、吊臂等)均位于整流墙内。图2为弹簧

悬挂节段模型系统示意图。模型断面顺风向宽度B
=0.15m、横风向高度D=0.1m,全长L=1.5m,总
质量Ms=10.573kg(含弹簧的等效质量)。模型顺

风向自由度用上下游共4根限位钢丝进行约束,限位

钢丝长度足够大以保证在模型做竖向振动时其倾角

足够小,从而可以忽略其张力的竖向分量及由此产生

的附加竖向刚度。

图1 悬挂于风洞中的同步测力测振节段模型

Fig.1 Sectionalmodelsuspendedinwindtunnelforsynchronous
measurementofforceanddynamicdisplacement

  为了减小作用在天平上的惯性力、提高自激力测

量精度,本次试验采用内置天平进行测力。为此,模
型采用“内部金属骨架+木板外衣+高密度泡沫塑料

内衬”的结构。如图1~3所示,木板外衣分成3段,
段间留约1mm缝隙;中间测力段长l=0.7m,质量

Mc=0.466kg;两边设置补偿段,以消除测力段模型

端部三维流动,提高试验精度。内部金属骨架不分

段,为一整体结构,由2根铝合金方管、2块端面和若

干横隔板焊接而成(见图3)。中间测力段两端各安

装一个 专 门 研 制 的 内 置 小 型 三 分 量 动 态 测 力 天

平[18],天平位于骨架2个铝方管之间并支撑在骨架

横隔板上。中间测力段外衣支撑在2个天平上,并与

内部构架保持严格不接触状态。天平极限承载力约

70N,本试验中用该天平的췍y方向分量来测试模型的

竖向动态力,其动态力量程F췍y=12N,测量误差小于

被测值的3%。

图2 节段模型系统示意图

Fig.2 Schematicdiagramofsectionalmodelsystem

图3 内置天平安装示意图

Fig.3 Schematicdiagramofinternalinstallationofforcebalance

  为了观测不同Scruton数下模型的驰振响应,试
验中分别通过在模型两侧整流墙内的吊臂上附加质

量和设置简易箱式硅油阻尼器(见图4)来调整系统

的质量和结构阻尼。经试验证明此种简易硅油阻尼

器刚度很小、且其阻尼力具有良好的线性特性,相比

传统的钢丝圈阻尼器不会引入明显的额外阻尼非线

性[18],从而减少了问题的复杂性。

图4 简易箱式油阻尼器及安装示意图

Fig.4 Schematicdiagramofsimplebox-typeoil
damperandinstallation

1.2 软驰振现象

  本次试验在均匀流场(背景紊流度小于0.5%)
中进行,风速范围2.0~18.0m/s,试验工况和相应参

数如表1所示,模型振动位移采用激光位移计测量。

  图5为试验所得的各工况下风致振动无量纲稳
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表1 宽高比3∶2矩形断面节段模型风洞试验工况表

Table1 Casesofsectionalmodelwindtunneltestofrectangularcrosssectionwithawidth-to-heightratioof3∶2
# Ms/kg f0/Hz ξ0/% Sc UVIV/(m·s-1)Ug/(m·s-1) Ug/UVIV Rer/103

A1 10.573 5.029 0.147 10.60 4.61 3.23 0.7 30.76
A2 10.573 5.029 0.345 24.91 4.61 7.59 1.6 30.76
A3 10.573 5.028 0.425 30.73 4.61 9.36 2.0 30.75
A4 10.573 5.032 0.590 42.63 4.61 13.00 2.8 30.78
# Ms/kg f0/Hz ξ0/% Sc UVIV/(m·s-1)Ug/(m·s-1) Ug/UVIV Rer/103

B1 14.582 4.297 0.098 9.74 3.94 2.54 0.6 26.28
B2 14.582 4.294 0.219 21.88 3.94 5.69 1.4 26.26
B3 14.582 4.290 0.339 33.79 3.94 8.79 2.2 26.24
B4 14.582 4.289 0.453 45.15 3.94 11.74 3.0 26.23
# Ms/kg f0/Hz ξ0/% Sc UVIV/(m·s-1)Ug/(m·s-1) Ug/UVIV Rer/103

C1 10.573 3.550 0.111 8.05 3.26 1.73 0.5 21.71
C2 10.573 3.551 0.258 18.66 3.26 4.02 1.2 21.72
C3 10.573 3.548 0.364 26.33 3.26 5.66 1.7 21.71
C4 10.573 3.543 0.453 32.78 3.25 7.04 2.2 21.69
C5 10.573 3.538 0.561 40.56 3.25 8.71 2.7 21.67

注:(1)表中f0、ξ0 为利用零风速时自由衰减振动位移信号采用对数衰减法求得的常数频率、阻尼比,包含了非风致附加气动阻尼和质量

(或刚度)的影响;(2)Sc=4πMsξ0/ρD2L为Scruton数;(3)Ug=2Scf0D/ag 为按准定常理论计算的驰振临界风速;(4)ag=CD+dCL/
dα,CD 为阻力系数,CL 升力系数,对于零度风迎角,试验测得的3∶2断面ag=3.544;(5)UVIV表示涡激共振起振风速,按UVIV=f0D/St
计算;(6)St为Strouhal数,也由静力风洞试验获得,零度风迎角时3∶2断面测得的St=0.109;(7)Rer 表示涡激共振起振风速下对应的

雷诺数。

态振幅(β=Ay/D)随折减风速(U*=U/fD)变化关

系,这里U 是风速,Ay 是稳态振幅,f 是振动频率。
各工况在各级风速下的振动均经历如图6所示的“起
振-发展-稳态振动”过程,属于一种非线性自限幅自

激振动,且稳态振幅随风速增加而近乎线性增加。由

此可见,此宽高比3∶2的矩形断面发生了明显的“软
驰振”,而且所有工况的驰振起振风速均与涡振起振

风速UVIV基本一致,即在折减风速U*=9.17附近,
这与按驰振准定常理论估计的驰振临界风速Ug(见
表1)相去甚远,说明驰振的非定常特性不容忽视。
此外,对于Scruton数Sc大于30的6个工况(A3、A4、

B3、B4、C4和 C5),在U* 分 别 达 到20.55、14.37、

16.73、13.62、15.72和13.85时,驰振突然消失。对于

其它7个Sc数小于30的工况,当U* 达到大约21
时,振幅接近了试验允许值。

图5 节段模型驰稳态振幅随折减风速变化关系

Fig.5 Variationofstableamplitudesofgallopingwith
reducedwindspeed

图6 驰振位移时程(#C1工况,U*=20.97)
Fig.6 Timehistoryofgallopingdisplacement

(Case#C1,U*=20.97)

  以如图6所示的#C1工况在折减风速U* =
U/(f0D)=20.97情况下的振动响应为例,对软驰振

发展段3个典型时段和稳态振动段的位移时程分别

做频谱分析,结果如图7所示。结果显示,发展段频

谱中除了在模型固有频率f0=3.54Hz处有显著峰

值外,还在fvs=StU/D≈7.9Hz处存在纯涡脱力强

迫振动响应成分,但所占比例很小,并随振幅增加而

迅速降低。强迫振动成分在发展阶段前期(0~25s)
只约占自激振动成分的0.14%,在发展阶段中期(25
~50s)只占约0.0048%,到发展阶段后期(50~75s)
几乎为0,进入稳态阶段后更是消失了,这表明除了

在发展的最初阶段外,驰振基本是一个纯自激振动。
此外,从发展阶段后期开始振动频谱图中出现了若干

高阶倍频成分,并随着振幅的增加而增加,但与基频

成分相比显得非常小,可以忽略。这表明驰振的位移
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响应具有一定的非线性特性,但总体上仍可认为是按

基频的简谐振动。

(a)发展阶段前期(0~25s)

(b)发展阶段中期(25~50s)

(c)发展阶段后期(50~75s)

(d)稳态阶段
图7 驰振移幅值谱(工况#C1,U*=20.97)

Fig.7 Amplitudespectraofgallopingdisplacement
(Case#C1,U*=20.97)

2 自激力的测量原理

  如图8所示,模型振动时,中央测力段外衣上所

受的力包括:外衣的惯性力Fc
I,与加速度方向相反;

模型运动与周围空气(不是来流)之间相互作用所产

生的气动弹性自激力Fc0
se
[14,19-20],也称为非风致附加

自激力;模型运动与来流相互作用所产生气动弹性自

激力Fc
se,即风致自激力,只有在有风的情况下存在;

左右两端天平的支反力Fc
R1、Fc

R2,与天平受到的作用

力大小相等、方向相反。

图8 测力段外衣受力示意图

Fig.8 Schematicdiagramofforcesactingonthemeasuredcoat

  根据达朗贝尔原理可得到以下力的动平衡方程:

Fc0
se +Fc

se +Fc
I+Fc

R =0 (1)

Fc
I=-Mcy·· (2)

Fc
R =Fc

R1+Fc
R2=-Fc

m (3)

  式中:上标c表示中央测力段外衣;上标0表示

零风速(即无风)状态;下标se表示气动弹性自激力;
下标I表示惯性力;下标R 表示支反力;下标m 表示

试验中实测结果;大写F 变量表示集中力或分布力

总和;Fc
R 为中央测力段外衣两端天平支反力总和;

Fc
m 为天平测得的作用在中央测力段外衣上的竖向动

态力总和,沿竖向坐标轴y的正方向为正;y··为节段

模型加速度。故测力段所受风致自激力可表示成:

Fc
se =Fc

m +Mcy··-Fc0
se (4)

  假定模型所受风致自激力沿模型跨向均匀分布,
则作用在模型外衣上的每延米风致自激力fse可由下

式确定:

fse =Fc
se

l =Fc
m +Mcy··-Fc0

se

l =fc
m +mcy··-f0se(5)

  这里,每延米分布力用f表示;l为测力外衣段长

度,mc 为中央测量段每延米质量,f0se为作用在模型每

延米上的非风致附加自激力;fc
m=Fc

m/l为通过天平测

到的作用在每延米测力段外衣上的总动态力。

  从式(5)可以看出,发生软驰振时自激力的直接

测定与天平自身精度以及测力段外衣惯性力大小有

关,因此,在天平不变的前提下,采用内置天平、只测

量中央测力段外衣上的动态力,可大大降低作用在天

平上动态力中的惯性力比重,从而提高自激力的占

比,提高测量精度。

3 非风致附加自激力及其确定

3.1 非风致附加自激力的概念

  非风致附加自激力反映了模型运动与周边空气

之间相互作用程度,也是一种气弹效应,在无风和有

风情况下都存在,并且与风洞试验段尺寸及模型的尺

寸有关,尤其与风洞高度和模型宽度之比有很大关

系。其产生的机理为:当风洞中的模型往下振动时,
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模型正下方空气被迫往下运动,并受风洞底板的约束

而转向模型的上下游运动,从而进一步推动模型上下

游空气的运动;与此同时,模型上方的空气受模型向

下运动的吸引而向下运动,但受风洞顶板的限制,模
型正上方空气有限,无法大量补充而使模型上方形成

低压区,从而进一步吸引模型上下游空气向模型上方

中央区域运动。当模型向上运动时,情况正好反过

来。这样,模型的振动就会带动其四周的空气做受迫

振荡,从而反过来对模型产生与模型振动(速度、加速

度、频率等)有关的气动弹性力,即自激力。这种自激

力与由来流(风)引起的常规自激力是不同的。后者

只在有风的情况下存在,虽然常简称“自激力”,但其

实质是风致自激力;而前者则在无风和有风情况下均

存在,为了区别,这里称之为“非风致附加自激力”。

  非风致附加自激力可以表示为附加气动阻尼力

和附加气动惯性力之和[14],或者附加气动阻尼力和

附加气动恢复(刚度)力之和[19-20],即:

f0se =f0aI +f0aD =-m0
a(y·,y)y··-c0a(y·,y)y· (6)

  或

f0se =f0aD +f0aS =-c0a(y·,y)y·-k0a(y·,y)y (7)

  这里,m0
a、c0a 和k0a 分别表示模型每延米长度对

应的非风致附加气动质量、附加气动阻尼系数和附加

气动刚度系数,一般是振动位移和速度的非线性函

数;f0aD=-c0ay·、f0aI=-m0
ay·· 和f0aS=-k0ay 分别是

作用在模型每延米长度上的附加气动阻尼力、附加气

动惯性力和附加气动恢复(刚度)力;本文将采用式

(6)所示的“附加气动阻尼力和附加气动惯性力之和”
这一表示方式。

  显然,对于同一个模型,风洞试验段尺寸、甚至整

个风洞流道结构(如回流风洞、直流风洞、扩散段扩散

比、收缩段的收缩比等)的改变都会影响上述由于模

型振动引起的风洞中空气受迫振荡的范围和形态,从
而影响附加自激力的大小和非线性特性。一般来讲,
风洞高度与模型宽度之比越小,模型上下方空气受风

洞顶板和底板的约束越强,带动上下游受迫振荡空气

的范围也越大,附加自激力(附加气动阻尼和附加气

动质量)也就越大。此外,在同一个风洞中,不同的桥

梁断面,附加自激力也是不一样的,比如:开槽梁模型

的非风致附加自激力要小于同样宽度整体梁的非风

致附加自激力;窄模型的非风致附加自激力要小于宽

模型的非风致附加自激力,甚至出现负的非风致附加

阻尼,如1∶1矩形断面[20]。

  事实上,这种非风致附加自激力在实桥上也是存

在的。但是,对于实桥,除了地表外,其周边空气是没

有边界的,而且一般桥面离地面也较高,因此,考虑缩

尺比换算后实桥周边受迫振荡空气的范围要显著小

于风洞中模型周边受迫振荡空气的范围,受迫振荡形

态也与风洞中的不相似,引起的附加自激力也要比模

型的小很多,除了桥面非常贴近地表的情况外,一般

可以忽略不计。对于实桥的非风致附加气动阻尼,一
方面由于上述原因其数值一般很小;另一方面,实桥

阻尼一般只能利用振动加速度响应的测试数据、采用

各种系统参数识别方法来识别[21-23],是无法分离非风

致附加气动阻尼和结构阻尼的,因此可以认为:实桥

阻尼参数的测试结果或者规范规定数值中已经包含

了这种附加气动阻尼,在实桥的风致振动分析中,只
需要考虑风致自激力即可。有鉴于此,在风洞试验

中,为了精确测量风致自激力,必须排除包含在所测

动态力中的这种非风致附加自激力。

  虽然,在有风的情况下,上述由于模型振动引起

的周围空气受迫振荡的形态与无风时会有一定的区

别,但是为了简化处理方法,在本研究中把这种由于

来流对周边空气受迫振荡形态的影响而引起的自激

力改变归入到风致自激力中,从而近似假设非风致附

加气动阻尼和质量(或刚度)在有风和无风情况下是

相同的。这样,就可以先通过在无风条件下的节段模

型初激励自由衰减振动同步测力测振试验来确定非

风致附加自激力参数,即附加气动阻尼和质量(或刚

度),然后根据公式(6)或(7)确定有风条件下的非风

致附加自激力,再代入到公式(5)中即可获得风致自

激力。

3.2 非风致自激力的提取

  在无风条件下使节段模型做初激励自由衰减振

动,此时风致自激力fse等于0,则由式(5)可得每延

米非风致自激力:

f0se =Fc0
m/l+mcy··0=fc0

m +mcy··0 (8)

  式中:f0se表示无风时每延米模型外衣上非风致

附加自激力;Fc0
m 为无风时2个天平测得的中央测力段

外衣上的竖向动态力总和,沿竖向坐标轴y的正方向

为正;fc0
m 为相应的中央测力段外衣上每延米总动态

力;y··0 为无风时节段模型初激励自由衰减振动加速

度。

  作为例子,图9显示了#C1工况对应的节段模型

系统在无风情况下做自由衰减振动时测到的每延米总

动态力fc0
m、每延米外衣惯性力fc0

I=-mcy··0 以及按式

(8)求得的每延米非风致附加自激力f0sw。从中可以

看出非风致自激力约占天平所测总动态力的25~
30%,不容忽略。
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图9 无风下自由衰减振动时测力段外衣上每延
米动态力(#C1工况)

Fig.9 Dynamicforcespermeteronthemeasuredcoatduring
freedecayvibrationatzerowindspeed(Case#C1)

3.3 线性非风致附加自激力参数识别

  如果不考虑非风致附加阻尼系数c0a 和附加质量

m0
a 的非线性,即假设非风致附加参数不随运动状态

变化,则在获取非风致自激力时程后,可直接根据式

(7)采用最小二乘法拟合识别常数非风致附加阻尼系

数c-0a 和附加质量m-0a2个参数,其中位移时程采用同

步测量的信号,速度和加速度时程可由位移信号差分

得到。

3.4 非线性非风致附加自激力参数识别

  从前述非风致附加自激力的概念和产生机理可

知,在模型的振动过程中m0
a 和c0a(或k0a)一般是振动

速度和位移(y·,y)变化的,但这种变化是缓慢的[19],
即节段模型系统是一个缓变的非线性系统,可以把

m0
a(y·,y)和c0a(y·,y)以及k0a(y·,y)表示为等效瞬时振

幅at(y·,y)的函数,即m0
a(at),c0a(at)以及k0a(at),并

采用等效线性化方法进行建模。这里,等效瞬时振幅

at 反映了振动系统在任意时刻的机械能大小,是振

动速度和位移(y·,y)的函数,其定义如下:

at(t)= y(t)2+[y·(t)/(2πf0)]2 (9)

  由此可知,为了精确识别各级风速下作用在模型

上的风致自激力,首先需要识别非风致附加气动阻尼

和质量(或刚度)参数与瞬时振幅at(t)的非线性关

系,即确定非风致附加瞬幅阻尼系数c0a(at)和附加瞬

幅质量m0
a(at)或附加瞬幅刚度系数k0a(at)。

  (1)非线性非风致附加气动阻尼系数

  如式(6)和(7)所示,由于非风致自激力包含1项

阻尼力项和1项惯性力项(或恢复力项),那么,根据

能量等效原理,即每个完整振动周期内惯性力(或恢

复力)做功为0,而非风致自激力做功仅由其中的阻

尼力做功产生,因此可以利用自激力中气动阻尼力作

功与总自激力做功等效的原理识别非线性非风致附

加阻尼系数。文献[20]详细推导了基于能量等效原

理的非线性非风致附加阻尼系数识别方法,计算公式

如下:

ξ
·0
a(at)=c0a(at)

2msω0
=- P0

aD(t)
4πf0E(at)

(10)

P0
aD(t)=dW0

aD(t)/d≈d췍W0
se(t)/dt (11)

췍W0
se(t)←

通过多项式拟合
去除振荡成分 W0

se(t) (12)

W0
se(t)=∫

t

t0
f0se(τ)y·dτ (13)

E(a)=12msat(t)2(2πf0)2 (14)

  式中:ξ0a(at)为非风致附加瞬幅阻尼比;ms=Ms/L
为节段模型系统每延米平均质量;E(at)为每延米结

构振动的瞬时机械能;P0
aD(t)无风时作用在振动模型

上的每延米非风致附加气动阻尼力的瞬时功率;

W0
aD(t)为无风时作用在振动模型上的每延米非风致

附加气动阻尼力在时刻t的瞬时累积做功;W0
se(t)为

无风时实测到的作用在振动模型上的每延米非风致

附加自激力在时刻t的瞬时累积做功,由于气动惯性

力(或者气动恢复力)在非完整周期时间点上的累积

做功都具有周期性(在所有完整周期时间点上的累积

做工等于0),因此W0
se(t)含有由附加气动惯性力(或

者恢复力)做功产生的振荡成分,振荡频率与模型振

动频率一致;췍W0
se(t)为通过多项式拟合消除振荡成分

后的每延米非风致附加自激力瞬时累积功,为W0
se(t)

中由附加气动阻尼力累计做功所贡献的缓变趋势项,
理论上等于W0

aD(t)。

  由公式(11)可知,公式(10)中的附加气动阻尼力

的功率P0
aD(t)是累积췍W0

se(t)的导数,即曲线的斜率。
由于W0

se(t)的振荡成分一般较小,是缓变函数,所以

其拟合后的缓变趋势相 췍W0
se(t)的斜率与其振荡曲线

波峰和波谷的包络线斜率均非常接近。因此,为了提

高拟合效率,P0
aD(t)可以近似取W0

se(t)振荡曲线波峰

或波谷的拟合包络线的斜率。

  作为例子,图10给出了在#C1工况某次试验测

得的每延米非风致自激力(见图9)的累积做功时程,
图中“○”数据点为按式(13)计算的W0

se(t),可见明显

的振荡成分;图中实线表示对W0(t)的波谷进行多项

式拟合后得到的缓变趋势项W

⌒

0
se,对W

⌒

0
se求导得到的

P0
aD(t)效果比较理想。进一步按式(10)求得的非风

致附加阻尼比如图11所示,图中“□○△”数据点表

示基于零风速下多次衰减振动试验的识别结果,点划

线代表对多次识别结果采用最小二乘拟合的函数曲

线,虚线代表基于线性理论拟合的常数附加阻尼比。
从结果可以看出:
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图10 自由衰减振动时每延米非风致自激力做功时程(#C1工况)
Fig.10 Timehistoryofworkdonebynon-wind-inducedself-excited

forcepermeterduringfreedecayvibration(Case#C1)

图11 多次识别的瞬幅非风致附加气动阻尼比ξ0a(at)(#C1工况)
Fig.11 Amplitude-dependentnon-wind-inducedadditionalaerodynamic-

dampingratioidentifiedfromseveraltests(Case#C1)

  (a)#C1工况非风致附加阻尼呈现负阻尼特

点,附加气动阻尼比的绝对值随振幅增加而缓慢增

加,变化趋势呈现一定非线性;

  (b)采用基于线性理论拟合得到的常数附加阻

尼比相当于实际瞬幅阻尼比的一个平均值,其绝对值

在小振幅阶段高于实际附加阻尼比绝对值,而在大振

幅阶段则小于附加阻尼比绝对值。

图12 C组各工况瞬幅非风致附加气动阻尼比ξ0a(at)结果比较

Fig.12 Comparisonamongamplitude-dependentnon-wind-induced
additionalaerodynamicdampingratiosidentifiedfromtests
ofgroupCcases

  采用同样方法对C组其余工况进行识别,结果

如图12所示。由此可见,不同工况得到的附加气动

阻尼比的离散程度很小,随振幅变化的趋势以及非线

性特点基本相同。此外,在A组和B组试验当中也

得出相近的结果,说明改变结构阻尼比并不影响非风

致附加气动阻尼比ξ0a,即:对于同种断面以及相同振

动频率,作为反映结构-空气相互作用的一个气动参

数,ξ0a(at)随瞬态振幅的变化规律具有确定性。

  (2)非线性非风致附加质量

  对于单自由度振动模型,由运动关系可知,当加

速度(或位移)达到峰值点时,振动速度为0,则根据

式(6)和(7)可知,此时非风致附加自激力等于附加气

动惯性力或附加气动恢复力,即:

f0se(ti)=f0aI(ti)=-m0
a(ati

)y··(ti) (15)

f0se(ti)=f0aS(ti)=-k0a(ati
)y(ti) (16)

  式中:ti 表示振动周期中的加速度峰值点对应的

时刻。

  由此关系,可以构建f0se(t)-y··(t)(或f0se(t)-y(t))
的相图,并据此来确定附加气动质量(或气动刚度)系
数。具体方法有以下2种:(a)相图上每个振动周期

对应的近似椭圆形滞回曲线水平方向2个边界点(最
大和最小加速度(或位移)对应的2个数据点)连线斜

率的绝对值就是这个周期内附加气动质量 m0
a(ati

)
(或刚度系数k0a(ati

))的平均值,再对由此得到的

m0
a(ati

)(或k0a(at))和对应的瞬态幅值ati=a(ti)的数

据序列进行多项式最小二乘法拟合,即可确定瞬幅附

加气动质量m0
a(at)(或刚度系数k0a(at))随瞬态幅值

at(t)的变化关系。这里,对于每个周期,ati
可取正负峰

值的绝对平均,也可以分别取正负2个峰值,形成2个

数据点;(b)由式(15)和(16)可知,m0
a(ati

)(或k0a(ati
))

是自激力-峰值响应曲线在瞬态幅值处斜率的绝对值,
所以可以先对自激力-峰值响应数据点进行多项式最

小二乘拟合,然后对拟合曲线进行求导,确定不同瞬态

幅值对应的斜率,即可得m0
a(ati

)-ati
(或k0a(ati

)-ati
)数

据序列,再对此数据序列进行第二次多项式最小二乘

拟合即可确定瞬幅附加气动质量m0
a(at)(或刚度系数

k0a(at))随瞬态幅值at(t)的变化关系。

  本文仅讨论附加气动质量m0
a,并采用上述第二

种方法求解。图13为#C1工况某次试验f0se(t)-
y··(t)相图,其中实线表示整个自由衰减过程中加速

度与非风致自激力的变化关系,“○”则表示每个振动

图13 加速度-非风致自激力相图(#C1工况)
Fig.13 Phasediagramofaccelerationvs.non-wind-induced

self-excitedforce(Case#C1)
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周期中的加速度峰值及对应的非风致自激力数据点,
虚线为拟合得到的自激力-加速度峰值响应曲线。图

14给出了根据上述方法得到的#C1工况多次试验

的m0
a(ati

)-ati
数据序列,再次进行多项式最小二乘

拟合即可得到瞬幅附加质量m0
a(at)随瞬态幅值at(t)

的变化关系,如图14中的点划线所示。

图14 多次识别的瞬幅非风致附加气动质量m0a(at)(#C1工况)
Fig.14 Amplitude-dependentnon-wind-inducedadditionalaero-

dynamicmassidentifiedfromseveraltests(Case#C1)

  从图13和14可见:(a)#C1工况非风致附加

质量呈现随瞬态振幅增加而缓慢增加的特点,变化趋

势呈现一定非线性;(b)基于线性理论拟合的常数附

加气动质量相当于瞬幅附加气动质量的一个平均值,
其在小振幅阶段高于实际附加气动质量,而在大振幅

阶段则小于实际附加气动质量,这主要是因为相对于

小振幅情况,大振幅时周围受迫振荡的空气范围更

大,受风洞边界的约束作用也更大。

  图15给出了#C1~#C4工况的m0
a(at)识别结果

比较,从图中可以看到各工况结果之间存在少许的离

散性,从#C1~#C4工况m0
a(at)逐渐增加,但是离散

程度并不大,最大约2%,同时各工况的m0
a(at)随振幅

缓慢增加的特点以及非线性变化规律是基本一致的。

图15 C组各工况每延米瞬幅非风致附加气动质量m0a(at)结果比较
Fig.15 Amplitude-dependentnon-wind-inducedadditionalaerody-

namicmassesidentifiedfromtestsofGroupCcases

  从表1可以看到:C组各工况参数的区别仅仅是

零风速系统平均阻尼(含非风致附加气动阻尼),从工

况#C1至#C4,零风速系统阻尼比从0.11%增加到

0.45%,也就是说自由振动的衰减速度越来越快,加速

度响应越来越小。在应用前述基于f0se(t)-y··(t)相图

的附加气动质量识别方法时,需要先从相图中提取各

周期加速度正负峰值数据,再建立加速度峰值与对应

附加自激力之间的关系,但是:(a)受制于有限的采样

频率,真正的峰值加速度可能因为并不在采样点上而

被跳过,从离散加速度信号寻找每个周期的峰值点与

真正的峰值会因此存在一定误差;(b)各工况响应的

衰减速度不同导致实际的响应也存在明显差别,进一

步导致各工况峰值加速度取值精度之间的差别,响应

越小精度就越低;(c)试验中只进行了动态位移的记

录,加速度是通过对位移的2次差分获得,噪声干扰

会被放大,加速度的信噪比会明显小于位移和速度的

信噪比,这会进一步扩大各工况峰值加速度取值精度

之间的差异。上述3点应该是造成C组各工况附加

气动质量识别结果之间存在一定离散性的原因。

  A组和B组的试验结果也显示了与C组试验结

果相似的情况。考虑到各组不同工况识别的m0
a(at)

值之间离散性不大,故可以认为同组试验(振动频率

f0 相同,阻尼比ξ0 不同)识别的m0
a(at)基本相同。

3.5 振动频率对非风致附加气动阻尼和质量的影响

  图16和17分别给出了通过具有不同振动频率

的B组和C组试验识别得到的瞬幅非风致附加气动

阻尼比ξ0a(at)和附加气动质量m0
a(at)之间的比较。

结果显示:(1)2组试验得到的ξ0a(at)均为负值,

m0
a(at)均为正值,|ξ0a(at)|和m0

a(at)随瞬态振幅at(t)
的变化规律相似,均随at(t)的增加而缓慢非线性增

加;(2)模型振动频率的增加会使|ξ0a(at)|有所下降,

m0
a(at)有所增加。

图16 B组与C组试验瞬幅非风致附加气动阻尼比ξ0a(at)比较

Fig.16 Amplitude-dependentnon-wind-inducedadditional
aerodynamicdampingratiosidentifiedfromtests
ofGroupBandGroupCcases

图17 B组与C组试验瞬幅非风致附加气动质量m0a(a)比较

Fig.17 Amplitude-dependentnon-wind-inducedadditionalaerodynamic
massesidentifiedfromtestsofGroupBandGroupCcases
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3.6 非风致附加气动阻尼比和质量识别结果验证

  以C组试验为例,采用识别到的ξ0a(at)和m0
a(at)

以及任意工况实测振动位移信号按照式(6)重构出非

风致附加自激力时程,然后再与该工况实测非风致自

激力时程比较,由此来验证前述非风致附加气动参数

ξ0a(a)和m0
a(a)识别方法和识别结果的可靠性。

  图18和19分别为基于非线性瞬幅附加气动阻

尼、质量和基于常数附加气动阻尼、质量重构的#C1
工况附加自激力时程与试验结果的比较图。从图中

可见:采用2套附加气动参数重构的非风致附加自激

力时程在幅值和相位上均与试验实测值吻合得较好,
说明前述非风致附加气动参数的识别方法和识别结

果是可靠的,也说明非风致附加自激力的非线性整体

上较弱。这主要是因为:在附加自激力中附加气动惯

性力(f0aI)占据了大部分、附加气动阻尼力f0aD只占据

了约3.86%~9.93%(见图20),因此附加自激力的

非线性特性主要取决于附加气动惯性力的非线性特

性;而根据3.4节的结果可知,相对于附加气动阻尼

力,附加气动惯性力的非线性较弱。

图18 基于瞬幅非风致附加气动阻尼和质量重构的非风致附加自
激力时程与试验结果比较(#C1工况)

Fig.18 Comparisonoftimehistoryofnon-wind-inducedadditional
self-excitedforcereconstructedbyusingamplitude-depend-
entnon-wind-inducedadditionalaerodynamicdampingratio
andmasswiththetestedone(Case#C1)

图19 基于常数非风致附加气动阻尼和质量重构的非风致附加自
激力时程与试验结果比较(#C1工况)

Fig.19 Comparisonoftimehistoryofnon-wind-inducedadditional
self-excitedforcereconstructedbyusingconstantnon-wind-
inducedadditionalaerodynamicdampingratioand mass
withthetestedone(Case#C1)

  考虑到附加气动惯性力相对于结构的惯性力是

小量,而附加气动阻尼力与结构阻尼力却处于同一量

级,再考虑到结构响应对阻尼非常敏感,因此,在后续

的分析中仍将采用非线性瞬幅附加阻尼比。

图20 非风致附加自激力、气动阻尼力和气动惯性力比较(#C1工况)
Fig.20 Comparisonamongnon-wind-inducedadditionalself-excit-

ed,aerodynamicdampingforceandaerodynamicinertial
forces(Case#C1)

4 节段模型系统参数非线性特性

  由于没有真实的自激力可以用来检验自激力的

测量精度,因此只能通过比较基于测得的自激力重构

的位移响应和试验实测位移响应来间接验证自激力

测量结果的可靠性。显然,在重构节段模型系统驰振

响应时必然要用到节段模型系统的结构阻尼和刚度

参数,同时弹簧悬挂节段模型系统一般都具有一定的

非线性特性,因此,有必要先讨论弹簧悬挂节段模型

系统结构阻尼和刚度参数的非线性特性对位移响应

时程重构精度的影响,以确保验证结果本身的可靠

性。

4.1 系统自由衰减振动控制方程

  在气动导数识别时,传统上一般都是把节段模型

系统看成是一个线性系统,假设其阻尼系数或阻尼比

以及刚度系数为常数,因此,其初激励自由衰减振动

的控制方程可以表示为:

y··+4πξ0f0y
·+(2πf0)2y=0 (17)

  式中:f0 和ξ0 分别为节段模型系统在零风速时

的无阻尼固有频率和阻尼比,均为常数,并包含了第

3节所述的非风致附加气动阻尼和气动刚度或质量

的影响,可通过对自由衰减振动实测位移响应进行曲

线拟合获得,也可以分别通过频谱分析和振幅的对数

衰减法求得。

  方程(17)的解可表示为:

y(t)=a0e-2πξ0f0tsin(2πf0dt+φ0) (18)

  式 中:a0 和φ0 初 始 位 移 和 初 始 相 位;f0d=

f0 1-ξ2s 为有阻尼固有频率。

  然而,朱乐东和高广中等[14,19-20,24]的研究结果表

明:实际的弹簧悬挂节段模型试验系统具有一定的非

线性特性,其阻尼和刚度参数是模型振动速度和位移

的函数,其中阻尼的非线性特性尤为明显。因此,无
风时节段模型系统自由衰减振动方程应修改为如下
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非线性形式:

y··(t)+4πξ0e(at)f0e(at)y·(t)+[2πf0e(at)]2y(t)=0
(19)

f0e(at)= k0e(at)/ms/(2π) (20)

ξ0e(at)=c0e(at)/[4πf0e(at)ms] (21)

c0e(at)=cs(at)+c0a(at) (22)

k0e(at)=ks(at)+k0a(at)=(2πf0e(at))2ms(23)

  式中:ξ0e(at)为节段模型与周围空气组成的振动

系统的等效瞬幅阻尼比;f0e(at)为振动系统的等效瞬

幅频率;k0e(at)为振动系统的等效瞬幅刚度系数。上

述3个参数都随瞬时振幅at(y·,y)缓慢变化[19]。

4.2 系统等效刚度参数的非线性特性

  系统等效刚度可以用等效刚度系数k0e(at)来表

示,也可以用等效频率f0e(at)来表示,两者存在如式

(23)所示的关系,本文采用后者来讨论系统刚度的非

线性特性。文献[19]介绍了一种由零风速自由衰减

振动识别低阻尼节段模型系统瞬时等效频率f0e(at)
的时域方法,其识别公式如下:

φ(t)≈-arctan y·(t)
2πf0y(t)

(24)

f0e(t)≈ dφ
2πdt=y·(t)2-y··(t)y(t)

2πf0at(t)2
(25)

  但需说明的是:直接采用式(25)中第二等式计算

瞬时等效频率f0e(t),需要利用实测的位移离散数据

通过一阶和二阶差分计算速度和加速度,这会因为试

验数据含有噪声干扰而引入显著求导误差,使得计算

得到的瞬时等效频率会含有振荡成分(见图22“○”
数据点),离散度较大。为此,可以先采用多项式函数

拟合瞬时相位φ(t),然后再对拟合得到的多项式函

数求导计算瞬时等效频率(见图22“□”数据点),这
样得到的瞬时等效频率效果比较好。为方便应用,还
需要拟合瞬时等效频率f0e(at)与等效瞬时振幅at(t)
之间的关系。

图21 自由衰减振动位移时程与瞬时等效振幅(#C1工况)
Fig.21 Timehistoryofdisplacementandequivalentamplitude

offreedecayvibration(Case#C1)

  以#C1工况(f0=3.5495Hz,ξ0=0.111%)为
例,位移衰减时程以及按式(19)计算的瞬时等效振幅

a(t)如图21所示。图22给出了根据测得的响应离

散数据按公式(25)第二等式计算的瞬时等效频率以

及按公式(25)第一等式通过对瞬时相位拟合函数求

导得到的瞬幅等效频率。对后者进行再次拟合可以

得到如图23所示的瞬幅等效频率f0e(at)随等效瞬时

幅值的变化曲线,图中点划线代表对多次识别结果采

用最小二乘拟合的函数曲线,虚线代表按对数衰减法

识别得到的常数频率f0。

图22 基于某次试验识别的瞬时等效频率f0e(at)(#C1工况)
Fig.22 Instantaneousfrequenciesidentifiedfromatestoffree

decayvibration(Case#C1)

图23 基于2次试验识别的瞬幅等效频率f0e(at)(#C1工况)
Fig.23 Amplitude-dependentequivalentfrequenciesidentified

fromtwotestsoffreedecayvibration(Case#C1)

  从这些图中可以看到:(1)瞬幅等效频率随瞬时

振幅的变化具有一定的非线性特性;(2)瞬时等效频

率随振幅的增加而缓慢减小,且变化幅度非常小,在

0.05D~0.35D 幅值范围内,其变化幅度只有大约

0.07%f0;(3)在小振幅下,实际频率略高于常数频

率f0,而在大振幅下则是略低于常数频率f0。

图24 基于2次试验识别的瞬幅等效频率f0e(at)(#C2~#C5工况)
Fig.24 Amplitude-dependentequivalentfrequenciesidentifiedfrom

twotestsoffreedecayvibration(Cases#C2~#C5)

  采用同样方法对C组其余工况(各工况之间只

有结构阻尼不同,结构质量和刚度保持不变)的瞬幅

等效频率进行识别和拟合,结果如图24所示。各工

况之间识别结果的差异主要源于更换阻尼元件带来
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的质量上的差异。结果显示不同工况瞬幅等效频率

f0e(at)的非线性特性(即其随瞬时幅值的变化形态或

规律)与#C1工况的基本一致,说明采用的硅油阻尼

器具有很好线性特性、且刚度很小,不会明显影响系

统的非线性特性。

4.3 系统等效阻尼的非线性特性

  对于如式(19)所示的缓变非线性系统运动方程,
其等效线性化解的形式为:

y(t)=at(t)sin(f0ed(at)t+φ0)

=a0e-2πξ
0
e(at)f

0
e(at)tsin(2πf0ed(at)t+φ0 (26)

  其中,f0ed=f0e 1-(ξ0e)2。

  对瞬时振幅at(t)=a0e-2πξ
0
e(at)f

0
e(at)t作如下变换:

A(t)+A0=ξ0e(at)t (27)

  式中:

A(t)=-lnat(t)/[2πf0e(at)] (28)

A0=lna0/[2πf0e(at)] (29)

  如前所述,瞬幅频率f0e(at)随振幅缓慢变化,且
变化幅度很小,因此这里可近似地将A0 视为常数,
则A(t)的缓变斜率即为瞬时阻尼比ξ0e(at):

ξ0e(at)=dA
(t)
dt ≈- 1

2πfe(at)at(t)
a′t(t) (30)

  求得不同时刻瞬时等效阻尼比ξ0e(at)后,即可以

通过最小二乘拟合得到其与瞬时振幅at(t)之间的关

系,建立瞬幅阻尼比ξ0e(at)的计算公式。以#C1工

况为例,通过上述方法得到的瞬幅阻尼比ξ0e(at)与瞬

时振幅之间的关系如图25所示,图中点划线代表对

多次识别结果采用最小二乘拟合的函数曲线,虚线代

表按对数衰减法识别得到的常数阻尼比ξ0。从图中

可以看到,瞬幅阻尼比ξ0e(a)具有明显的非线性,随
振幅的增加而缓慢增大,变化幅度约104%ξ0。

  采用同样方法对C组其余工况瞬幅阻尼比进行

了识别与拟合,结果如图26所示。结果显示:各工况

系统瞬幅阻尼比表现出的非线性规律与#C1工况基

本一致,再次说明附加硅油阻尼器的阻尼特性是线性

的,基本不影响系统阻尼的变化规律。

图25 基于2次试验识别的瞬幅等效阻尼比ξ0e(at)(#C1工况)
Fig.25 Amplitude-dependentequivalentdampingratiosidentified

fromtwotestsoffreedecayvibration(Case#C1)

图26 基于2次试验识别的瞬幅等效阻尼比ξ0e(at)
(#C2~#C5工况)

Fig.26 Amplitude-dependentequivalentdampingratiosidentified
fromtwotestsoffreedecayvibration(Cases#C2~#C5)

图27 采用非线性等效系统参数重构的自由衰减振动位
移时程与试验结果比较(#C1工况)

Fig.27 Comparisonoftimehistoryoffreedecayvibrationrecon-
structedbyusingnonlinearequivalentsystem parameters
withthetestedone(Case#C1)

4.4 系统非线性参数识别结果的验证

  将识别得到的瞬幅频率f0e(at)和瞬幅阻尼比

ξ0e(at)代入式(19),并利用NewMark-β法进行求解,
可以得到节段模型系统自由衰减振动位移时程的重

构结果。通过与试验实测结果比较,可以检验非线性

参数识别结果的精度、验证其可靠性。

  以#C1工况1个衰减振动为例,计算结果与试

验值比较如图27所示,结果显示:无论是对短期响应

还是长期响应,计算位移时程与实验结果均符合得很

好,两者的幅值和相位完全一致,说明用前述方法识

别得到的节段模型系统瞬幅等效刚度和等效阻尼比

是精确、可靠的。

4.5 考虑系统参数非线性的必要性

  为了说明考虑节段模型系统参数非线性的必要

性,这里以与4.4节中所用的#C1工况同一次自由

衰减振动试验为例,采用常数阻尼和刚度参数重构了

其位移响应时程。重构与试验位移时程的比较如图

28所示,结果显示:采用常数参数计算的位移时程与

试验结果之间存在明显差异;对于大振幅阶段的短期

响应,重构振幅大于试验结果,而对于小振幅阶段的

长期响应,重构振幅明显小于试验结果;同时,随着时

间的进展,两者之间的相位偏差越来越大,甚至会达

到180°。显然,采用不考虑非线性的常数阻尼比和

刚度系数无法保证重构位移响应的精度,从而也会影
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响自激力验证结论的可靠性,因此,在采用比较重构

和试验中实测位移的方法间接验证自激力测量精度

时非常有必要考虑节段模型系统阻尼和刚度参数的

非线性特性。

图28 采用常数参数重构的自由衰减振动位移时程
与试验结果比较(#C1工况)

Fig.28 Comparisonoftimehistoryoffreedecayvibration
reconstructedbyusingconstantparameterswiththe
testedone(Case#C1)

5 非定常驰振自激力测量结果及验证

5.1 自激力测量结果

  每延米自激力可以根据天平测到的作用在每延

米测力段外衣上的总动态力fc
m、速度y· 和加速度y··

(分别由位移y经1次和2次差分而得)以及非风致

附加自激力f0se按式(5)计算得到。需要注意的是:在
确定某一时刻ti 的非风致自激力f0

se时,首先需要根

据该时刻实测位移y和速度y· 以及实测的节段模型

系统无风时的固有频率按式(9)计算其等效瞬时振幅

at(ti);然后,再根据第3节中方法确定非风致附加气

动阻尼和质量参数与瞬时振幅的非线性关系;再由此

确定非风致附加气动阻尼系数c0a(ati
)和附加气动质

量m0
a(ati

);最后按式(6)计算f0se。

  作为例子,图29给出了#C1工况在折减风速

U*=20.39时非线性软驰振过程中的自激力时程,
从图中可见:在驰振起振开始阶段,自激力较小且幅

值波动大;进入发展阶段后,自激力幅值快速变大;进
入稳态振动后,自激力幅值波动较小且较为稳定。

图29 驰振自激力时程测力测量结果(#C1工况,U*=20.39)
Fig.29 Measuredtimehistoryofgallopingself-excitedforce

(Case#C1,U*=20.39)

  图30给出了上述工况驰振稳定阶段每延米测力

段外衣所受动态力中不同成份比较,其中,“□”符号

为总动态力fc
m,实线即为驰振自激力fse,“○”为惯

性力fc
I,“△”为非风致附加自激力f0se。从图中可

见:(1)驰振自激力信号明显偏离简谐信号,说明其

具有显著的非线性特性;(2)由于内置天平测力方法

显著降低了惯性力成分,测得的自激力占到了天平总

动态力的12%左右,为提高自激力的测量精度创造

了条件;(3)虽然如此,惯性力仍然是动态力的主要

成分,约占62.3%,而非风致附加自激力所占比重也

不少,约为22.3%,超过了风致自激力所占比重,因
此在自激力测量时必须要扣除其影响。

图30 驰振稳态阶段每延米测力段外衣所受动态力
不同成分比较(#C1工况,U*=20.39)

Fig.30 Differentcomponentsofdynamicforceon
measuredcoatpermeterduringstablestage
ofgalloping(Case#C1,U*=20.39)

  图31给出了上述工况软驰振在起振、发展和稳

态3个阶段中4个典型时段动态气动力的幅值谱,由
此可见:(1)在驰振发展阶段,振动幅度较小,气动力

中存在明显的7.7Hz左右纯涡脱强迫力成分,且在

发展前期和中期占主导地位,但随着驰振振幅的发

展,由于自激力成分迅速增加,纯涡脱力所占比重迅

速降低,并在稳态振动阶段基本消失,动态气动力随

(a)发展阶段前期(0~25s)

(b)发展阶段中期(25~50s)
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(c)发展阶段后期(50~75s)

(d)稳态阶段
图31 驰振动态气动力功率谱(#C1工况U*=20.39)

Fig.31 Spectraofdynamicaerodynamicforceduringgalloping
(Case#C1,U*=20.39)

之基本上仅体现出自激特性;(2)在发展阶段后期和

稳态阶段,实测动态气动力频谱中存在明显的高次倍

频成分,并随振幅的增加而增大;对于稳定阶段,2~6
次倍频成分的幅值谱峰值分别是基频成分幅值谱峰

值的0.68%、4.36%、0.03%、0.05%和0.01%。由于

奇次项自激力非线性成分也会对1次倍频成分做出贡

献,比如:因为sin3(ωt)=0.75sin(ωt)-0.25sin(3ωt),
因此,速度三次非线性项对幅值谱中基频成分的贡献

是其对3次倍频成分贡献的3倍,即:在基频幅值谱

峰值中速度三次非线性项的贡献占了约13%,因此,
在稳定阶段自激力的非线性特性是比较明显的。

5.2 自激力测量结果可靠性验证

  为检验上述非线性自激力测量结果的可靠性,可
将测得的自激力时程fse(t)直接作用于节段模型系

统振动方程式(19)的右端,构建如下驰振运动方程:

y··(t)+4πξ0e(at)f0e(at)y·(t)+
[2πf0e(at)]2y(t)=fse(t) (31)

  然后采用NewMark-β法按与fse(t)离散数据序

列相同的时间步长逐步迭代求解该运动方程,重构出

节段模型系统的软驰振位移响应时程。迭代计算中

每一步都需要先根据当前时刻的位移和速度按式(9)
计算等效瞬时振幅at(ti),然后再根据在第4节中确

定的节段模型系统等效阻尼和刚度参数与等效振幅

的非线性关系计算当前时刻的f0e(at)和ξ0e(at),再进

行下一时刻位移响应计算。最后比较重构的位移时

程与对应的实测位移时程,以检验风致自激力识别结

果的可靠性。

图32 基于瞬幅等效系统参数和瞬幅非风致附加自激力参数重构
的驰振位移时程与试验结果对比(#C1工况,U*=20.39)

Fig.32 Comparisonofgallopingtimehistoryreconstructedby
usingamplitude-dependentequivalentsystem parame-
tersandamplitude-dependentparametersofnon-wind-
inducedadditionalself-excitedforcewiththetestedone
(Case#C1,U*=20.39)

  以#C1工况为例,图32给出了U*=20.39时

基于实测自激力重构的节段模型系统软驰振位移响

应时程和实测结果的比较,其中风致自激力采用了扣

除非线性非风致附加自激力(按非线性瞬幅附加气动

阻尼系数和气动质量计算)的结果,节段模型系统参

数也采用了考虑非风致附加气弹效应的非线性瞬幅

等效阻尼系数和刚度系数。结果显示无论是幅值还

是相位两者都吻合的很好,稳态阶段幅值误差小于

1%。其余工况在各级风速下的驰振位移时程重构结

果也都与相应的实测结果吻合得很好,表明采用本文

方法和试验技术识别的非线性驰振自激力具有足够

的可靠性,可以精确地再现软驰振“起振-发散-稳态

振动”的整个过程。

5.3 非风致附加自激力非线性的影响

  图33给出了分别基于瞬幅非线性和常数非风致

附加自激力参数提取的风致自激力时程的比较,前者

用蓝色实线表示,后者用红色虚线表示。结果显示:
在软驰振起振阶段,由于起主导作用的是纯涡脱力成

分,非风致附加自激力很小,所以是否考虑非风致附

加阻尼系数和质量随瞬时振幅的变化特性对提取的

驰振自激力几乎没有影响;但是在稳态振动阶段,纯
涡脱力成分可以忽略不计,此时是否考虑非风致附加

图33 基于瞬幅和常数非风致附加自激力参数提取的驰
振自激力时程比较(#C1工况,U*=20.39)

Fig.33 Comparisonbetweentimehistoriesofgallopingself-excited
forcesextractedbyusingamplitude-dependentandconstant
parametersofnon-wind-inducedadditionalself-excitedforce
(Case#C1,U*=20.39)
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自激力参数随瞬时振幅变化的特性对驰振自激力的提

取结果有一定影响。采用常数非风致附加自激力参数

会使提取的自激力峰值偏小5%~8%,同时自激力时

程曲线在某些局部位置的形态也会受到影响,即自激

力的高次倍频成分比重会发生一定程度的变化。

  图34给出了基于瞬幅非线性结构参数和常数非

风致附加自激力参数重构的位移时程与实测结果对

比,以进一步考察非风致附加自激力参数的非线性对

位移响应的影响。结果显示:忽略非风致附加自激力

参数的非线性特性会使重构的位移响应略偏小于实

测值,最大误差在3%左右。因此,为了尽可能提高

自激力的测量精度,考虑非风致附加自激力参数的非

线性特性还是有一定的价值。

图34 基于瞬幅非线性等效系统参数和常数非风致附加自激力参
数重构的位移时程与实测结果对比(#C1工况,U*=20.39)

Fig.34 Comparisonofgallopingtimehistoryreconstructedbyusing
amplitude-dependentequivalentsystemparametersandcon-
stantparametersofnon-wind-inducedadditionalself-excited
forcewiththetestedone(Case#C1,U*=20.39)

5.4 节段模型系统等效阻尼和刚度参数非线性的影响

  图35给出了忽略节段模型系统等效阻尼和刚度

参数非线性时重构的位移时程与实测结果的比较,从
中可以看到,忽略系统等效阻尼和刚度参数的非线性

会导致重构的位移响应明显大于试验值,稳态振动阶

段(如图35所示振动幅值仍有小幅波动)计算和试验

结果的最大误差可达到13%。因此,为了保证自激

力间接验证方法本身的可靠性,提高验证结论的置信

度,在基于自激力识别结果重构节段模型系统驰振位

图35 基于常数等效系统参数和瞬幅风致附加自激力参数重构的
驰振位移时程与试验结果对比(#C1工况,U*=20.39)

Fig.35 Comparisonofgallopingtimehistoryreconstructedbyusing
constantequivalentsystem parametersandamplitude-de-
pendentparametersofnon-wind-inducedadditionalself-ex-
citedforcewiththetestedone(Case#C1,U*=20.39)

移响应时必须考虑模型等效阻尼和刚度参数的非线

性特性。

6 结 论

  以3∶2矩形断面为例,对影响矩形断面非线性

驰振自激力测量及间接验证的精度和可靠性的若干

关键问题进行了研究和探讨,获得了以下主要结论:

  (1)在弹簧悬挂节段模型风洞试验中,采用内置

天平测力法可以显著提高自激力在总动态力中的比

重,但非风致附加自激力在总动态力中的比中仍可能

超过风致自激力,因此从测得的总动态力中提取自激

力时必须予以扣除。

  (2)非风致附加气动阻尼力和惯性力的非线性

对驰振自激力测量精度有一定影响,虽然其影响程度

不算大,但为尽可能提高自激力的测量精度,还是值

得考虑。

  (3)在采用比较基于实测自激力重构的驰振位

移时程和试验实测位移时程的方法来间接验证自激

力测量精度时,节段模型系统等效阻尼和刚度参数的

非线性对驰振位移响应的重构精度有明显影响,因此

在重构驰振位移时程时必须加以考虑。
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