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摘要: 基于某 π型叠合梁断面进行了颤振试验及颤振导数试验，试验结果表明断面的颤振形式是极限环振动（LCO）
而非发散振动；分析了断面的后颤振极限环及频率演变特性；采用了基于阶跃函数的后颤振自激力模型并通过试验

验证了其在计算颤振临界风速及后颤振幅值方面的精度及可靠性，进一步分析了数值计算和试验两者之间产生误

差的成因；对比分析了几何非线性在后颤振数值计算中的作用；采用伪稳态自激力分离法解决平均风荷载重复计入

的问题；研究了在+3°攻角下不同结构阻尼比对 π型断面颤振临界风速及后颤振幅值演变的影响，研究表明 π型断

面的颤振和后颤振对结构阻尼具有较大的依赖性。数值计算结果表明，采用阶跃函数自激力模型成功地实现了平

均风效应及几何非线性的时域分析，为分析大跨径桥梁的非线性后颤振性能提供理论依据及求解策略。
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引 言

由于美国原 Tacoma桥的风毁事件，桥梁的颤

振失稳被认为是毁灭性的，即当风速达到临界点之

后结构出现动力失稳，其振幅不断增大直至结构破

坏。多年来，桥梁的颤振稳定性采用一个临界风速

来描述［1⁃5］，在设计上要求颤振临界风速不低于颤振

检验风速。这一方法最大的缺点是忽略了颤振临界

点断面气动性能的优劣，不能体现桥梁的后颤振抗

风的强健性。原 Tacoma大桥与金门大桥的历史表

明［6］，不同的后颤振性能对结构颤振后的振幅甚至

结构的命运起着决定性的作用。航空航天领域研究

也表明，由于结构非线性、气弹非线性及二者组合的

作用，细长薄机翼的颤振形式是一种振幅较小的极

限环振动（LCO）［7］。因此，深入研究桥梁后颤振性

能是必要的。

研究后颤振特性可能涉及三大类方法。第一类

是使用风洞试验。Amandolese X等［8］通过风洞试验

研究了双自由度平板的后颤振幅值及极限环特性；

Zhang M等［9］和郑史雄等［10］也通过风洞试验对桥梁

断面的后颤振进行了研究。这一类方法具有如下两

个特点：（1）在接近颤振临界风速时，节段模型振动

幅值较小，因而弹性悬挂系统的几何非线性特性可

忽略，这样能准确得出桥梁节段的颤振临界风速；

（2）当试验模型振幅较大时，弹性悬挂系统的非线性

特性明显，但和实桥的非线性特性具有较大的差异，

因此节段模型风洞试验的后颤振特性并不能代表实

桥的后颤振特性，但能作为验证自激力理论模型可

靠性和适用性的依据。第二类是直接采用计算流体

动力学（CFD）和结构运动方程相结合的方法［11⁃14］。

这类方法没有引入任何半经验或经验模型，其可靠

性依赖于所选 CFD模型及网格质量，且计算成本巨

大。第三类方法是在试验的基础上，引入半经验的

非线性模型来描述气弹效应。目前为止，比较著名

的有 Tran C T和 Petot D 1981年提出的ONERA模

型［15］，已经广泛地应用于处理直升机机翼及风力机

叶片的失速问题［16⁃17］；Leishman 和 Beddoes 提出了

另一种半经验模型［18］，该模型在解决动力失速问题

上得到了广泛的应用［19⁃20］。Larsen 等也提出了专门

描述风力机叶片的非线性气动力的半经验模型［21］。

Diana G等提出了以瞬态风攻角及其一阶导数为变

量的非线性气动力模型，该模型可以描述给定振幅

下气动力的滞回效应［22］。

以上半经验模型均描述滞回环特性，不能反映

随振幅演变的气动力非线性特性，后者是桥梁非线

性后颤振关注的关键。这方面有不少学者进行了尝

试。王骑等采用平衡位置泰勒级数展开式建立了简
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谐波叠加的非线性气动力模型［23］；Wu T和 Kareem
A提出了以 Volterra 理论来体现非线性气动自激力

效应［24］；刘十一和葛耀君采用附加的非线性微分方

程组与附加的气动力自由度的方法来模拟气动自激

力随幅值演变的气动自激力的记忆效应以及非线性

特性［25］，该方法单独处理扭转的影响而不是采用动

态风攻角的概念；朱乐东和高广中［26］通过引入非线

性气动导数来体现自激力随幅值演变的特性，该方

法需要结合试验进行参数拟合，与试验结果吻合较

好；Gao G等［27］采用三阶多项式描述气动力的非线

性特性，该方法与试验结果取得了较好的一致性。

Zhang M 等［28］通过引入和幅值及模态耦合相关的气

动参数来描述气动自激力，该方法和 CFD数值计算

结果吻合较好，但适用性有待考证。吴长青和张志

田［29］引入多阶段阶跃函数描述桥梁断面的非线性气

弹效应，但缺乏试验验证。

理论上，节段模型和实桥的颤振临界风速基本

上有一致性；节段模型的气动力非线性特性和实桥

的也基本一致，但几何非线特性有显著差异，因而节

段模型后颤振试验可用于验证气动自激力模型的可

靠性。

本文通过风洞试验研究了 π型叠合梁的气动性

能，后颤振频率及幅值特性，采用了基于阶跃函数的

后颤振自激力模型并通过试验验证了其在计算颤振

临界风速及后颤振幅值方面的精度及可靠性，并分

析了数值计算和试验两者之间产生误差的成因。为

避免平均风荷载与气弹模型不兼容性所造成的气动

力重叠问题，采用了阶跃函数气动力模型中分离出

伪稳态响应的方法。通过数值计算研究了节段模型

的颤振临界风速、后颤振幅值及极限环特性。

1 自激力时域模型

1. 1 阶跃函数时域模型

作用在桥梁断面上的和运动相关的气动力荷载

可以用 Scanlan时频混合模型表示，其中气动导数可

以通过风洞试验或 CFD模拟获得。本文开口断面

的气动导数通过强迫振动风洞试验识别。做简谐振

动的桥梁断面单位长度的气动自激升力和升力矩表

达式如下［30］：

L se =
1
2 ρU

2B ( KH *
1
ḣ
U
+ KH *

2
Bα̇
U
+

K 2H *
3 α+ K 2H *

4
h
B
) （1）

M se =
1
2 ρU

2B2 ( KA *
1
ḣ
U
+ KA *

2
Bα̇
U
+

K 2A *
3α+ K 2A *

4
h
B
) （2）

式中 ρ为空气密度；U为来流风速；B为断面参考

宽 度 ；K=Bω/U 为 折 算 频 率 ；ω 为 自 然 圆 频 率 ；

A *
i ( i= 1⁃4 )，H *

i ( i= 1⁃4 )为通过试验或 CFD识别

的气动导数；h和 α分别为竖向位移和扭转位移；ḣ
和 α̇分别为竖向速度和扭转角速度。

自 激 力 时 域 模 型 采 用 Zhang 提 出 的 时 域 模

型［31］。式（1）和（2）为时频混合表达式，不能直接用

于时域计算，可采用阶跃函数得到时域自激力模型。

阶跃函数是用来描述风攻角变化时气动升力演变的

过程，在桥梁风工程领域，其一般形式如下：

L ( s )= 1
2 ρU

2BC ′Lα0φ ( s ) （3）

φ ( s )= 1- ∑
i= 1

n

aie-di s （4）

式中 α0 为初始风攻角；φ ( s )为阶跃升力函数；

C ′L= dCL/dα；s = Ut/B为无量纲时间；ai和 di为常

数，且 di> 0。公式（3）表明，当断面风攻角变化时，

需要经历一段时间气动升力才会趋于一个稳定值，

即描述升力滞后效应的表达式。

根据线性叠加原理，一般运动引起的气动自激

力可以写成如下卷积形式：

L se ( x，s )= L seα ( x，s )+ L seh ( x，s )=
1
2 ρU

2BC ′L éë
ê∫-∞

s

φLα ( s- σ )α′( x，σ ) dσ+

ù
û
ú∫-∞

s

φLh ( s- σ ) h″( x，σ )
B

dσ （5）

M se ( x，s )=M seα ( x，s )+M seh ( x，s )=
1
2 ρU

2B2C ′M éë
ê∫-∞

s

φMα ( s- σ )α′( x，σ ) dσ+

ù
û
ú∫-∞

s

φMh ( s- σ ) h″( x，σ )
B

dσ （6）

式中 C ′L= dCL dα；C ′M= dCM dα；α′是对无量纲

时间 s的导数；h″是对无量纲时间 s的二阶导数；

φmn (m= L，M；n= h，α )为 n方向运动状态引起气

动力m演变过程的阶跃函数；x为桥梁断面的坐标。

阶跃函数可以通过试验直接得到，也可通过已

知的气动导数间接得到。根据频谱等效的原则，阶

跃函数与气动导数有如下关系：

K ( H *
1 - iH *

4 )= C ′L [ φLh ( 0 )+ φ̄′Lh ] （7）
K 2 (H *

3 + iH *
2 )= C ′L [ φLα ( 0 )+ φ̄′Lα ] （8）

K ( A *
1 - iA *

4 )= C ′M [ φMh ( 0 )+ φ̄′Mh ] （9）
K 2 ( A *

3 + iA *
2 )= C ′M [ φMα ( 0 )+ φ̄′Mα ] （10）

这样就建立了阶跃函数各参数与颤振导数的关

系，余下的问题是通过已知的颤振导数确定待定的

阶跃函数参数。
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1. 2 平均风荷载

平均风荷载是风攻角的函数，在低风速下，风致

平均扭转角度较小，因而可以写成如下的线性表

达式：

L̄ ( x )≈ 1
2 ρU

2B
é

ë

ê
ê

ù

û

ú
úCL ( α0 )+

|
|
||

∂CL

∂α
α0

ᾱ ( x ) （11）

M̄ ( x )≈ 1
2 ρU

2B2
é

ë

ê
ê

ù

û

ú
úCM ( α0 )+

|
|
||

∂CM

∂α
α0

ᾱ ( x )（12）

式中 CL和 CM分别为升力和升力矩系数；ᾱ ( x )为
风致平均风攻角。

1. 3 时域自激力的平均特性

阶跃函数引起的气动力荷载平均值可以通过对

方程（5）和（6）取数学期望获得，这里只给出了对自

激力矩的结果，具体表达式如下：

M̄ seα ( x )= E éëlims→∞ M seα ( x，s ) ùû =

1
2 ρU

2B2
|
|
||

∂CM

∂α
α0

ᾱ ( x ) （13）

M̄ seh ( x )= E éëlims→∞ M seh ( x，s ) ùû = 0 （14）

从式（13）可以看出，当采用阶跃函数自激力模

型时，自激力矩的平均值和式（12）中由变化的平均

风攻角引起的静风荷载相同，同理可得自激升力矩

也存在相同的问题。因此在进行时域计算时，为了

避免气动力重复计入的问题，就必须要移除式（11）⁃
（12）中多余气动力，使下式成立：

L̄* ( x )= L̄* = 1
2 ρU

2BCL ( α0 ) （15）

M̄ * ( x )= M̄ * = 1
2 ρU

2B2CM ( α0 ) （16）

除去重复气动力后，气动自激升力和升力矩可

以写成静风荷载、自激力及抖振力三项之和：

L ( x，s )= L̄* + Lse ( x，s )+ Lb ( x，s ) （17）
M ( x，s )= M̄ * +Mse ( x，s )+Mb ( x，s ) （18）

1. 4 伪稳态自激力分离法

引入伪稳态响应如下：

h
⌢
( x，s )= 1

t ∫0
t

h ( x，τ ) dτ= 1
s ∫0

s

h ( x，τ ) dτ（19）

α
⌢
( x，s )= 1

t ∫0
t

α ( x，τ ) dτ= 1
s ∫0

s

α ( x，τ ) dτ（20）

伪稳态响应会快速收敛，具有如下的极限特性

{lims→∞ h⌢ ( x，s )= h̄ ( x )

lim
s→∞

α
⌢
( x，s )= ᾱ ( x )

（21）

因此，伪稳态响应最终收敛于结构的平均响应。

根据上式的极限特性得到如下等式：

lim
s→∞

1
2 ρU

2BC ′L ∫-∞
s

φLα ( s- σ )

α′ ( x，σ ) dσ=

1
2 ρU

2B
|
|
||

dCL

dα
α0

ᾱ ( x ) （22）

lim
s→∞

1
2 ρU

2BC ′M ∫-∞
s

φMα ( s- σ )

α′ ( x，σ ) dσ=

1
2 ρU

2B2
|
|
||

dCM

dα
α0

ᾱ ( x ) （23）

上面两式与阶跃函数自激力模型一致，且恰好

和自激力模型的平均值相等，因此可以从阶跃函数

自激力模型中扣除伪稳态自激力来消除部分气动力

的重复计入问题。最后作用在桥梁断面单位长度上

的自激力可以重新写成如下表示形式：

L ( x，s )= L̄ ( x，s )+ L
⌣
se ( x，s )+ Lb ( x，s )（24）

M ( x，s )= M̄ ( x，s )+ M
⌣

se ( x，s )+Mb ( x，s )（25）

式中 L
⌣
se ( x，s），M

⌣
se ( x，s )为自激力卷积式（5）和

（6）分别减掉式（22）和（23）的自激力。

2 风洞试验

2. 1 颤振试验

π型叠合梁节段模型颤振风洞试验在湖南大学

HD⁃2风洞试验段进行。图 1为悬挂于风洞中的

模型。

节段模型由 8根弹簧和两根横梁组成。两根

轻质水平钢绞线约束了模型的横向运动。模型

两 端 各 装 一 块 带 倒 角 的 椭 圆 端 板 以 消 除 端 部

效应。

刚性节段模型总长度为 1.54 m，其成桥状态横

截面如图 2所示。整个弹性悬挂系统等效质量为

42.924 kg，等效质量矩为 1.208 kg·m。模型的竖弯

频率 fh和扭转频率 fα分别是 4.160 Hz和 4.321 Hz，
竖弯阻尼比 ξh和扭转阻尼比 ξα为 0.007。所有的测

图 1 风洞中的节段模型

Fig. 1 Sectional model in wind tunnel
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试都是在均匀来流下进行。+3°攻角下的颤振试

验结果如图 3所示，从图中可知，断面的颤振形式

是 LCO而非发散振动，且 LCO随着风速的增大而

增大。

2. 2 颤振导数试验

利用三自由度强迫振动装置，在均匀流场中测

试成桥阶段+3°，0°及-3°攻角下的颤振导数。通过

竖向幅值为 h/B=1/29和扭转振幅为 2°的单自由度

强迫振动得到了相应初始攻角下的颤振导数。结合

图 4中的成桥状态的三分力系数，+3°，0°及-3°攻
角下的阶跃函数拟合值如表 1所示。

试验颤振导数和通过阶跃函数拟合的颤振导数

示意图如图 5所示。+3°，0°以及-3°攻角下颤振导

数的拟合效果较好，尤其是对桥梁断面影响最大的

气动导数A2
*，这说明阶跃函数基本能够反映出断面

的真实气动性能。

3 数值模拟

3. 1 有限元模型

表 2提供了有限元模型的动力参数。采用 AN⁃

SYS有限元软件建模，其中刚性模型和横梁采用

beam4单元模拟，弹簧支架采用 link8单元模拟，质

量和质量惯性矩采用 mass21单元模拟。图 6为有

限元模型设计图，和试验弹性悬挂系统一样，由 8根
弹簧、两根横梁及刚性模型组成。颤振时域计算时

图 2 主梁标准断面图（单位：m）
Fig. 2 Bridge deck section（Unit：m）

图 3 颤振响应

Fig. 3 The response of flutter

图 4 成桥状态三分力系数

Fig. 4 The aerodynamic coefficient with respect to the angle

表 1 不同攻角下的阶跃函数

Tab. 1 Ifs corresponding to angles of attack

攻角

+3°

0°

-3°

阶跃函数

φLh

φMh
φLα
φMα
φLh
φMh
φLα
φMα
φLh
φMh
φLα
φMα

幅值

h/B=1/29
h/B=1/29

2°
2°

h/B=1/29
h/B=1/29

2°
2°

h/B=1/29
h/B=1/29

2°
2°

a1

-17.962
82.3208

-11.8813
-4.2306
18.4553
4.1844

-60.039
9.6723

-14.3485
-4.7826
15.4772
-3.5636

a2

15.5941
-81.9532
4.4503
12.9775

-21.7805
3.7025
1.4964

-12.3715
13.1197
2.2934

-16.6395
3.2864

a 3

4.0319
-4.5081
9.3374

-12.6949
5.1317

-9.2533
1.8791
3.076
1.13
1.9553
1.4174
1.3485

d1

0.1219
0.1
0.1487
1.2219
0.1
2.1
75.7719
2.1
1.7109
0.4853
1.2061
0.5449

d2

0.1
0.1065
0.2184
0.1261
0.1295
0.2014
0.05
0.7625
1.0659
0.7141
1.9791
2.1

d3

0.1623
2.100
0.10
0.1744
0.2283
0.6601
1.6021
0.1575
0.05
0.105
0.05
0.05
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采用瑞利阻尼模型，阻尼矩阵 C是由质量矩阵M和

刚度矩阵K线性组合得到，表达式如下

C= αM + βK （26）
式中 α和 β为瑞利阻尼系数。表 2给出的 α和 β值
对应竖弯和扭转阻尼比是 0.007，与试验一致。

3. 2 数值结果及数值模型验证

线性理论认为，当来流风速超过颤振临界风速

Uc时，模型的振动响应就会发散。然而在实际风洞

实验中刚性模型的振动响应会趋于一个稳定 LCO。

从图 7和８可以看出，在风速超过临界风速 Uc之

后，振动的幅值增加，模型达到了一个新的 LCO，且

随着风速的增加，后颤振的幅值也增加。当来流风

速等于颤振临界风速Uc时，节段模型做振幅很小的

等幅振动；当来流风速远大于颤振临界风速后，模型

的振动并不能直接稳定下来，而是需要经历一段

“拍”时间才能做等幅振动。从图 8可知，模型的竖

向振动和扭转振动存在相位差，且随着风速的增加

相位差也发生变化。

图 9给出了是否考虑几何非线性的对比，考虑

几何非线性后，结构振动的形式由发散转为极限环

振动。图 10给出了+3°攻角下节段模型试验和数

值计算幅值随折算风速演变结果。颤振数值计算结

果在颤振临界风速之后的小范围内和试验结果吻合

较好，随着风速的继续增大，数值模拟结果和试验偏

差也增大，但偏差仍在可接受的范围内。由此可以

验证阶跃自激力模型能较好地模拟本文的 π型叠合

梁断面的气动自激力。在颤振的过程中，模型的竖

弯和扭转频率一致，且随着风速的增大，耦合的频率

逐渐减小，数值模拟得出了同样的结论，但数值模拟

的频率减小的程度要低，耦合频率的结果如图 11所
示。数值模拟的颤振临界风速结果和试验结果十分

接近，结果的对比如图 12所示，三个攻角下试验和

计算的误差分别为-5.50%，-2.39%和 6.49%。

图 5 试验和阶跃函数拟合颤振导数

Fig. 5 Flutter derivatives re-obtained from experiments and IF

表 2 时域计算主要参数

Tab. 2 Main parameters in time

-
domain simulation

时间

步/s
0.01

积分方法

Newmark⁃β

结构阻尼

瑞利模型

α

0.1864397

β

0.0002627

图 6 桥梁断面有限元模型

Fig. 6 FE model of bridge deck
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图 8 节段模型相位图

Fig. 8 Phase diagrams of the segment model

图 7 节段模型试验位移时程曲线

Fig. 7 Time histories of displacement

图 9 扭转位移时程图

Fig. 9 Time histories of the rotation
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试验和数值模拟的不完全一致可以归于为：

（1）试验颤振导数识别及阶跃函数拟合自身也

会存在误差；

（2）试验悬挂系统的非线性阻尼与在数值计算

中线性阻尼的差异；

（3）数值计算中没有考虑平均风攻角改变对气

动自激力的影响，这种改变在试验中是存在的；

（4）气动导数会随着幅值的改变而改变。气动

导数A *
2受幅值影响最大［32］，本文在数值计算中没有

考虑气动导数随幅值的改变，因而扭转幅值比竖向

幅值与试验偏差更大；

（5）节段模型在大振幅下会与来流形成较大的

风攻角，这可能使风洞阻塞率增大，进而影响模型的

后颤振响应。

3. 3 结构阻尼比

相关规范［33］中，桥梁结构颤振临界风速的估算

方法并没有直接考虑结构阻尼比的影响。结构的阻

尼比是影响桥梁断面颤振临界极限环振动风速的重

要因素［34］，其对桥梁断面颤振临界风速的影响程度

取决于气动阻尼大小，如果气动阻尼由正急剧变负，

且远大于结构阻尼，则即使增大结构阻尼比，颤振临

界风速也不会发生较大的改变。在接近颤振临界风

速时，模型实际上是做幅值非常小的等幅振动，可以

描述为临界极限环振动。在数值计算中，不同阻尼

下的临界极限环振动幅值略有不同，具体如图 13所
示。从图中可知处于颤振临界状态下的临界极限环

幅值较小，且竖向幅值在阻尼比 ξ<0.011的情况下

随阻尼比线性增加，然后其增长趋势放缓；而扭转幅

值随阻尼比先增加后减小。

如图 14所示，在+3°攻角的情况下，其颤振临

界风速随阻尼比基本成线性关系，因此颤振临界风

速对结构阻尼比较敏感。从图 5中也可知，A *
2项在

折算风速U/（fB）小于 6的区间内变化较小，同时数

值也接近零，进而断面的气动阻尼较小，结构阻尼在

系统总阻尼中占绝大部分，这间接说明了颤振临界

风速和结构阻尼比基本成线性关系。由于在建造桥

梁之前并不知道实际桥梁的真实阻尼比，在风洞试

图 10 试验和数值计算 LCO幅值

Fig. 10 Experiment and numerical simulation LCO ampli⁃
tudes

图 11 振动频率随风速演变图

Fig. 11 Evolution of the vibration frequency with wind speed

图 12 不同攻角下颤振临界风速

Fig. 12 Critical wind speed at the different angle of attack
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验中，一般依据《公路桥梁抗风设计规范》来选取不

同类型桥梁的阻尼比，对于平板断面，在规范建议的

阻尼比范围内，其颤振临界改变并不是很明显，然而

对于 π型叠合梁断面，这可能过高或过低估计桥梁

的实际颤振临界风速。

利用本文数值模拟方法，可得不同阻尼比（竖弯

阻尼比和扭转阻尼比相同）下随风速演变的后颤振

LCO幅值，如图 15所示，从图中可知不同阻尼比

下，竖向幅值和扭转幅值演变趋势不相同，阻尼比较

小时，改变阻尼比对幅值演变趋势及幅值影响很大；

当阻尼比较大时，改变阻尼比基本不会对后颤振演

变趋势产生影响，只是幅值稍微变化；竖向幅值受结

构阻尼比相对较小。

4 结 论

本文通过风洞试验研究了 π型叠合梁断面的颤

振幅值、频率及极限环特性，通过数值计算验证了自

激力模型的可靠性，并基于阶跃函数的自激力模型

对 π型叠合梁断面进行了数值模拟，主要结论如下：

（1）风洞试验表明，π型叠合梁断面在颤振临界

风速状态下以临界极限环振动，超过颤振临近风速

后做幅值较大的 LCO；数值计算表明，考虑几何非

线性后，π型叠合梁断面的颤振形式并不是发散而

是趋于稳定的颤振 LCO。颤振试验结果和数值模

拟吻合较好，验证了本文时域计算方法的可靠性。

（2）采用伪稳态自激力分离法成功地从阶跃函

数气动自激力模型中扣除了平均响应引起的自激力

部分，可成功处理传统气动力模型中的一些不兼容

问题。

（3）π型叠合梁的颤振临界风速随阻尼比基本

线性增加。这种对结构阻尼特性的依赖关系，表征

了中国现有桥梁抗风规范的不足。

（4）不同阻尼比下的竖向幅值和扭转幅值演变

趋势不一致；在低阻尼比下，较小的阻尼比变化对后

颤振幅值和演变趋势影响大，而在较高的阻尼比下，

图 14 结构阻尼对颤振临界风速影响

Fig. 14 Effect of damping on critical wind speed

图 15 不同阻尼比下后颤振极限环幅值

Fig. 15 Post-flutter LCO amplitude in different damp ratio

图 13 结构阻尼对临界极限环幅值影响

Fig. 13 Effect of damping on critical LCO amplitude
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后颤振的演变趋势基本一致，只是幅值轻微改变；竖

向幅值受结构阻尼比影响相对较小。
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Experimental and numerical investigations on flutter of π-shaped side

-
girders

WANG Zhi-xiong1，ZHANG Zhi-tian2，WU Chang-qing1，QIE Kai1

（1. Wind Engineering Research Center，College of Civil Engineering，Hunan University，Changsha 410082，China；
2. College of Civil Engineering and Architecture，Hainan University，Haikou 570228，China）

Abstract: The flutter instability and flutter derivative tests are carried out with a sectional model of a π -shaped composite beam.
The results show that the flutter of the section is limit cycle oscillation（LCO） rather than divergent vibration. The post-flutter
LCO and its evolution with frequency are analyzed. A post-flutter self-excitation force model based on indicial function（IF）is em⁃
ployed and its accuracy and reliability in calculating the critical flutter wind speed and post-flutter amplitude are verified by experi⁃
ments. The sources of errors between the experimental and the numerical results are analyzed. The role of geometric nonlinearity in
post-flutter is studied，and the pseudo-steady separation method is adopted to deal with the repeated consideration of mean wind
loads. The effects of different structural damping ratios on the critical wind speed and post-flutter amplitude are studied. It is re⁃
vealed that the flutter and post flutter of the π section have great dependence on the structure damping. The numerical results show
that the IFs self-excitation force model successfully realizes the time-domain analysis considering the average wind effect and geo⁃
metric nonlinearity，which provides theoretical basis and solving strategy for the analysis of the nonlinear post-flutter performance
of long-span bridges.

Key words: wind tunnel test；post-flutter；nonlinear；indicial function；limit cycle oscillation
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