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基于气弹试验 15 MW 超长柔性叶片颤振
临界风速预测的叶根反力法
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摘要: 颤振是风力机叶片超大化发展必须解决的首要难题，气弹模型测振风洞试验是其最有效的预测方法之一，但

传统方法无法精确解决模型相似比和测量精度的难题。本文提出一种基于主梁刚度等效原则的超长柔性叶片气

动/刚度映射一体化三维完全气弹模型设计方法，采用高速摄像技术和高频六分量天平进行全风向角同步测振和测

力风洞试验；系统研究了 NREL⁃15 MW 超长柔性叶片的非线性动态响应频谱特性，对比分析了基于叶尖位移与叶

根反力的风力机叶片颤振性能和临界失稳状态，发现了采用叶根反力来预测颤振性能的可行性，提出了超长柔性叶

片颤振失稳预测的叶根反力法。研究表明：本文提出的气弹模型设计和实验方法能精确有效地模拟风力机叶片动

力性能与颤振行为，试验发现超长柔性叶片在桨距角为 93°~96°和 284°~287°区间内发生颤振，颤振区间内颤振临

界风速随桨距角的增大呈现先减小后增大的趋势，在桨距角为 94°时达到最小，其风洞临界风速为 5.4 m/s；叶根反

力与叶尖位移存在一致发散性和强相关性，提出的叶根反力颤振指标 δ≥2% 时，风力机叶片进入颤振临界状态。
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引  言

随着风电机组朝着超大功率发展，风力机叶片

愈发朝着超长、柔、细演变，由此带来的结构和气动

双重非线性［1⁃3］导致的风力机叶片振动，尤其是失稳

性颤振必须得到解决。在强风等恶劣天气条件下，

大型风力机叶片颤振风毁事故［4⁃8］屡见不鲜，如 2003
年台风“杜鹃”及 2006年台风“桑美”导致的风力机叶

片扭转颤振破坏。传统的风力机叶片颤振预测方法

（多参数法［9］、变形激盘法［10］和特征值法［11］等）对于大

型风力机叶片这种在流场中存在众多非线性、非定

常因素以及承受复杂负荷的结构很难做到准确预

测。因此，建立超长柔性叶片颤振临界风速准确、有

效的预测方法，具有重要的理论和应用价值。

目前针对风力机叶片颤振预测的研究多采用数

值模拟方法［12⁃14］，其颤振预测分析方法主要有频域分

析和时域分析。频域分析［15⁃17］方法以 Hansen［18⁃19］提

出的基于多叶片坐标变换［20⁃21］计算方法最为典型，通

过坐标变换改进算法求解特征值来求解风力机叶片

颤振临界转速，但其简化了气动模型并忽略了流体

与结构耦合，很难精准预测颤振临界状态。时域分

析［22⁃24］方法的基本思路是，通过希尔伯特⁃黄变换［25⁃26］

提取逐增风轮转速叶尖幅值突增的扭转或弯曲模态

对应的时程及其包络线，判断风力机叶片是否发生

颤振，但其只考虑风力机叶片一阶模态，忽略了高阶

模态的影响。气弹模型风洞试验［27⁃30］是研究颤振性

能的最有效手段之一，但由于风力机叶片翼型不规

则，其截面、刚度、质心等沿展长不规则分布使得其

气弹模型设计难；又因缩尺模型尺寸小但变形大，其

测点布置及捕捉难、干扰性强且测量精度低，导致国

内外缺少超长柔性叶片三维颤振气弹模型试验研

究。现有研究仅采用二维翼型测压、测力试验［31⁃34］，

其验证了二维翼型测压测力的一致性，为后期振荡

翼型的风洞试验研究提供了新方法，但二维翼型无

法完整反映三维超长柔性叶片的气弹失稳性能。

鉴于此，本文以 NREL⁃15 MW 超长柔性风力机

叶片为研究对象，考虑风力机叶片复合材料和结构

的双重非线性，提出了基于主梁刚度等效原则的超

长柔性叶片三维完全气弹模型设计方法，并采用高

速摄像技术和高频六分量天平进行全风向角同步测
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振和测力风洞试验，对比分析了基于叶尖位移与叶

根反力的风力机叶片颤振性能和临界失稳状态，发

现了采用叶根反力来预测颤振性能的可行性，最后

提出了超长柔性叶片颤振失稳预测的叶根反力法。

1　超长柔性叶片气弹模型

1. 1　叶片参数

本文以美国可再生能源实验室 NREL⁃15 MW
风力机的配套超长柔性叶片作为气弹模型风洞试验

的 研 究 对 象 ，其 风 轮 直 径 为 240 m，轮 毂 高 度 为

150 m，叶片全长为 117 m，叶尖预弯为 4 m，质量为

65.252 t，最大弦长为 5.77 m，叶根直径为 5.2 m，叶

片质心位于 26.8 m 处，叶片采用的翼型为 FFA⁃W3
系列。风力机叶片几何参数详见表 1。

1. 2　气弹试验模型设计

结构动力学相似和气动外形相似是气弹模型设

计的基本原则［35］。叶片气弹模型风洞试验需要模拟

几何尺寸、风场特性和气动弹性特性。气弹相似条

件物理量可采用无量纲参数来表示，如 Reynolds
数、Froude 数、Cauchy 数、密度比、阻尼比等，而风力

机叶片所在流场空气为低速、不可压缩、牛顿黏性流

体，其流体运动方程与结构运动方程为：
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式中  u 为流体运动广义速度；f 为流体广义外力；ρ
为来流密度；P 为压强；ν 为空气的运动黏度，ν=μ/
ρ，其中，μ 为空气的动力黏度；x，y，z 为坐标轴三主

轴向；ω 为锁频风振频率；M 为广义质量；K 为广义

刚度；g 为阻尼系数；V 为流场速度；b 为参考长度；A

为广义空气动力系数；q 为广义坐标。

引入符号 λX 表示模型参数 Xm 同实际结构参数

Xa之比，即 λX=Xm/Xa，可以用实物参数写为：
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对流体运动方程所有项乘以 λl /λ2
u，对结构运动

方程考虑减缩频率相同，即 λbλω/λV=1。为保证原

型和模型流体运动与结构运动的相似性，物理量的

比值需满足：
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考虑风洞阻塞率要求，模型几何缩尺比选为

λl=1/70，其他无量纲参数在风力机叶片气弹模型

风洞试验中也需严格模拟，具体相似参数见表 2。
由于风力机叶片气弹模型的柔性大、弹性范围要求

高，等效主梁材料弃用传统机翼气弹模型常用的金属材

料，采用弹性区间大且轻质的聚酰胺纤维材料。风力机

叶片因其各向异性铺层复合材料制作工艺带来的沿展

长刚度分布不规则问题，使缩尺模型各截面几何形状需

独立设计。为了准确模拟真实风力机叶片的刚度沿展

长的变化规律，并同时实现缩尺模型水平弯曲刚度、垂

直弯曲刚度和扭转刚度的分别对应，等效刚度梁截面形

状采用异形变截面十字形。根据模型控制截面的目标

刚度设计其具体尺寸，在刚度变化明显的地方增加控制

截面数量，在刚度区别不大的地方减少控制截面数量，

共计10个主梁控制截面。控制截面采用二次线性内插，

保证主梁光滑过渡，使得梁段尺寸由叶根到叶尖逐渐减

表 1 15 MW 级风力机叶片几何参数列表

Tab.  1 List of geometrical parameters of 15 MW wind turbine blade

展长位置(r/R)
1.00
0.95
0.77
0.64
0.54
0.44
0.33
0.25
0.15
0.02
0.00

弦长/m
0.50
1.99
2.90
3.50
3.96
4.48
5.15
5.68
5.65
5.21
5.20

扭角/rad
−0.02
−0.03
−0.30

0.00
0.02
0.04
0.08
0.12
0.19
0.27
0.27

桨距角(x/c)
0.37
0.35
0.31
0.29
0.29
0.30
0.31
0.32
0.38
0.49
0.50

展长/m
117.00
111.15

90.29
74.67
62.91
51.38
38.47
29.30
17.55

2.34
0.00

预弯/m
4.00
3.43
1.71
0.73

−0.18
−0.12
−0.24
−0.25
−0.21
−0.02

0.00

叶片翼型号

FFA⁃W3⁃211
FFA⁃W3⁃211
FFA⁃W3⁃211
FFA⁃W3⁃241

FFA⁃W3⁃270 blend
FFA⁃W3⁃301

FFA⁃W3⁃330 blend
FFA⁃W3⁃360

SNL⁃FFA⁃W3⁃500
circular
circular

结构示意图

注：r为沿叶片长度方向实际位置，R 为叶片长度；x 为截面桨距中心位置，c为截面弦长。
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小。由于风力机缩尺模型叶尖尺寸极小，等效刚度梁截

面在满足尺寸要求时不足以提供其相对刚度，故在风力

机叶片相对展长80%的位置不再设置等效刚度梁截面，

刚度由加强肋提供。因高频六分量天平作为风力机叶

片的支撑件，其刚度对模型的频率有一定的影响，本文

所采用的原型风力机叶片叶根刚度为46.5 MPa，根据相

似准则，风力机叶片气弹模型质量轻且叶根具有足够刚

度，从而降低了高频六分量天平刚度对模型频率的影

响。风力机叶片气弹模型结构理论刚度与实际刚度对

比及等效刚度梁截面形状见图1。

气弹模型采用“主梁+维形框段”的结构形式，为

了保证模型的气动外形以及维形框段不提供附加刚

度，框段采用和主梁单点联结整体打印的三维框架。

聚酰胺纤维主梁（变截面异形梁）提供全部刚度，维形

框段采用聚酰胺纤维 3D打印，为防止风力机叶片变形

时框段接触而产生附加刚度，相邻框段间有 3 mm 间

隙，外部采用轻质木片填充节段模型的前缘、后缘与檩

条之间的空隙，保证模型的气动外形。通过质量块调

整配重使模拟模型的重心和转动惯量满足设计要求。

三维风力机叶片气弹模型结构设计及制作见图2。

2　风洞试验方法与结果分析

2. 1　工况设置与测量系统

试验风洞为回流式风洞，试验段长为 20.0 m，宽

为 2.5 m，高为 2.0 m，最大风速为 50.0 m/s。风力机

叶片气弹风洞试验在均匀流场中进行，来流风方向

以垂直叶片预弯方向定义为 0°桨距角，顺时针为正

角度方向，在风洞试验中通过逆时针转动试验模型

来实现，共 36 个桨距角，每个桨距角测量 7 个风速工

况，逐级加载。最终风洞试验中风力机叶片气弹模

型布置如图 3 所示。本试验采取的测量方案是振

动⁃反力同步测量以建立其同步相关性，整个气弹试

验测量系统分为高速摄像观测系统、高频六分量天

平振动实时采集系统和风洞实时风速测量系统。

高速摄像观测系统共分为两部分：顶部高速摄

像系统（观测叶尖挥舞位移与摆振位移）布置在风洞

内顶部，由信号延长线外接控制室信号分析系统；外

表 2 模型相似比

Tab.  2 Model similarity ratio

相似系数

几何缩尺比 λl

风速比 λV

时间比 λt

频率比 λω

质量比 λM

刚度比 λK

阻尼比 λg

相似比

1∶70

1∶ 70
1
2

1∶ 70
1
2

70
1
2∶ 1

1∶703

1∶705

1∶1

原型

L=117 m
52.71 m/s

8.37 s
0.555 Hz，
0.642 Hz
65252 kg

4.65496×107 Pa
0.3%

模型

L=1.671 m
6.3 m/s

1 s
4.682 Hz，
5.882 Hz
369.27 g

0.0277 Pa
0.21%

图 1 叶片气弹模型主梁理论与实际刚度对比图（截面尺寸单位：mm）

Fig.  1 Comparison of theoretical and actual stiffness of blade aeroelastic model girder（Section size unit：mm）

图 2 叶片气弹模型整体设计制作示意图

Fig.  2 Schematic diagram of overall design and manufacture 
of blade aeroelastic model
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部水平高速摄像系统（观测风力机叶片竖向沉浮）。

高频六分量天平底端与风洞转盘固接，顶端与风力

机叶片气弹模型连接，通过采集系统实时测量根部

六分力。风洞试验段参考高度处布置眼镜蛇进行实

时 风 速 采 集 。 风 洞 试 验 高 速 摄 像 采 样 频 率 为

330 Hz，采样时间为 5 min；叶根高频六分量天平采

样频率为 1000 Hz，采样时间为 5 min。
为验证气弹试验模型风力机叶片与真实风力机

叶片的运动相似性，采用锤击法测出真实模型的固

有频率，通过测量试验模型的固有振动特性进行风

力机叶片气弹模型标定。表 3 为气弹模型风力机叶

片与真实风力机叶片的结构动力特性对比分析。发

现真实风力机叶片与数值气弹模型和风洞气弹模型

的各阶模态固有频率基本吻合，前四阶模态误差均

在 10% 以内，表明气弹模型的动力学特性与真实风

力机叶片匹配较好，保证了气弹模型的颤振特性与

真实风力机叶片的相似精度。

2. 2　颤振区间确定

图 4给出了风速分别为 7.1 m/s和 8.7 m/s时（实

际风速分别为 59.4 m/s和 72.8 m/s）风力机叶片不同

桨距角下叶尖挥舞、摆振位移均方根变化曲线。由

图 4 可知，当风速一定时，风力机叶片在桨距角 93°~
96°及 284°~287°区间时，叶尖位移均方根突增，在两

个区间内其挥舞位移均方根最大值分别出现在桨距

角为 94°和 286°时；其他桨距角叶尖位移均方根在 0~
0.2 cm 幅值内波动，无明显变化，故初步判定桨距角

93°~96°及 284°~287°区间内发生颤振。

取风洞风速为 7.1 m/s（实际风速为 59.4 m/s）时

叶尖位移均方根最大值对应的桨距角进行分析。图

5 为桨距角为 286°时叶尖位移振动幅值时程曲线及

不同阶段位移功率谱。可发现风力机叶片发生颤振

过程中，其叶尖位移随时间的增加共经历三个阶段：

第 1 阶段为短时蓄振阶段，风力机叶片积累能量，表

现为无规则抖振；当风力机叶片积累一定能量后进

入第 2 阶段，即发展阶段，叶尖位移随时间增加而增

大，进入发散阶段；第 3阶段为稳定阶段，当叶尖位移

发散后进入一定值附近，其表现为简谐振动的“软颤

图 3 叶片气弹模型风洞试验示意图

Fig.  3 Wind tunnel test diagram of blade aeroelastic model

表 3 气弹模型与真实风力机叶片的结构动力特性分析

Tab.  3 Structural dynamic characteristics analysis of aeroelastic model and real wind turbine blade

阶数

1

2

3

4

原型风力机叶片

振型 频率/Hz

0.555

0.642

1.598

1.925

数值气弹模型风力机叶片

振型 频率/Hz

4.724
（0.565）

5.835
（0.697）

14.349
（1.715）

17.587
（2.102）

误差/%

1.80

8.57

7.32

9.19

风洞气弹模型风力机叶片

振型

 

 

频率/Hz

4.682
（0.559）

5.882
（0.703）

14.048
（1.679）

16.608
（1.985）

误差/%

0.72

9.50

5.07

3.12
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振”［36］。风力机叶片在颤振三阶段中，其功率谱主导

频率幅值随阶段演变逐渐变大，而主导频率随阶段

演变逐渐变小，最终在稳定阶段达到最小，其主导频

率逐渐趋近于结构固有频率 4.68 Hz。对比分析可发

现，挥舞位移振幅明显大于摆振位移振幅，表明风力

机叶片颤振失稳主要在挥舞方向。

图 6 给出了由叶尖位移得出的颤振临界风速示

意图。由图 6 可知：在颤振区间内，临界风速随桨距

角的增大呈先减小后增大的趋势，在桨距角为 94°和

286°时达到最小，其风洞临界风速分别为 5.4 m/s 和
6.0 m/s（实际临界风速分别为 45.2 m/s和 50.2 m/s）。

颤振临界风速与拟合曲线吻合较好，因风力机叶片

翼型的不对称，颤振区间以 190°呈现反对称分布。

3　颤振预测叶根反力法

3. 1　反力‑位移一致发散分析

图 7 给出了风力机叶片在桨距角为 94°和 286°

图 4 不同桨距角叶尖挥舞、摆振位移均方根

Fig.  4 Root mean square of blade tip flapwise and edgewise displacement at different pitch angles

图 5 叶尖位移三阶段时程及其功率谱曲线

Fig.  5 Three⁃stage time history and power spectrum curve of blade tip displacement
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时，不同风速下叶尖位移与叶根反力的频谱分布曲

线。对比分析得出：风力机叶片在发生抖振时，叶尖

位移与叶根反力主导频率峰值极小，在频域曲线上

低幅平缓振动，在发生颤振时，叶尖位移与叶根反力

的频率在 4~6 Hz 范围内主导频率峰值发生突变；

在发生颤振的风速下，叶尖位移与叶根反力的主导

频率峰值随着风速的增大而增大，而主导频率随着

风速的增大而减小，其值渐渐趋于 4.68 Hz，与结构

固有频率一致，且叶尖位移与叶根反力的频谱趋势

具有一致性，表明叶尖位移与叶根反力具有一致的

发散性。

为研究风致振动的空间关联性，用风洞试验得

到的叶尖位移和叶根反力数据来验证两种振动响应

的关系，在频域内采用相干函数说明叶尖位移与叶

根反力两个测点的相干程度大小，时域内采用相关

系数描述其线性相关程度。

相关系数定义为：

γXY = E ( XY )- E ( X ) E (Y )
E ( X 2 )- E 2 ( X ) E (Y 2 )- E 2 (Y )

  （7）

式中  X 和 Y 分别为风力机叶片测点位移和反力时

程；E（X）表示求数学期望。

可以得到，γXY的取值范围为［− 1，1］，│γXY│越

接近于 0，表明两变量之间的相关程度越弱；反之 || γXY

越接近于 1，表明两变量之间的相关程度越强，强相关

性意味着结构引起的颤振具有较强的整体性。

图 8 给出了桨距角为 94°和 286°时，不同风速下

叶尖位移与叶根反力两个测点间的相关系数分布曲

线。分析可知：图中对角线为同一风速下叶尖位移

与叶根反力两个测点间的相关系数，相关性较强；对

图 6 不同桨距角区间风力机叶片颤振临界风速示意图

Fig. 6 Diagram of critical flutter wind speed of wind turbine 
blade at different pitch angles

图 7 不同桨距角下叶尖位移、叶根反力频谱图

Fig.  7 Power spectrum of blade tip displacement and blade root reaction force at different pitch angles
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角线两侧是两测点之间不同风速下叶尖位移与叶根

反力的相关系数，离对角线距离越远表示两个测点

风速差别越大，相关系数也随着风速差值的增大而

减小。相较于抖振，风力机叶片发生颤振时，叶尖位

移与叶根反力两个测点间的相关系数大，相关性强。

综上可得，当风力机叶片发生颤振时，叶尖位移与叶

根反力存在较强的相关性。

相干函数是在频域范围内对结构进行动力分析

计算的关键参数，反映了风荷载在频域内的空间相

干性，是影响风致响应的主要因素之一，定义为：

Cxy ( f )= [ Pxy ( f ) ]2

Pxx ( f ) Pyy ( f )
（8）

式中  Pxx ( f ) 和 Pyy ( f ) 分别为信号 x（t）和 y（t）的

自谱密度函数；Pxy（f）为两个信号的互谱密度函数。

根据风洞试验获得叶尖位移与叶根反力时程曲

线，分析不同风速和不同桨距角下叶尖位移与叶根

反力的相干特性。

图 9 给出了桨距角为 94°和 286°时，不同风速下

叶尖位移与叶根反力两个测点间的相干函数分布曲

线。对比分析可知：叶尖位移与叶根反力相干函数

分布曲线呈先平缓后减小再平缓波动的趋势；在发

生抖振的风速，叶尖位移与叶根反力相干函数在频

率为 3 Hz 时开始骤减，随后趋于 0；在发生颤振的风

速，叶尖位移与叶根反力相干函数在频率为 4.7 Hz
时开始骤减，随后趋于 0，其骤减频率与结构固有频

率相一致。叶尖位移与叶根反力低频区相干函数显

著大于高频区相干函数，低频区相干函数趋于 1，高
频区相干函数趋于 0。故当风力机叶片发生颤振

时，低频区叶尖位移与叶根反力存在较强的相干性。

3. 2　颤振判定准则

颤振判定准则是判断结构是否发生气弹失稳的

重要指标，本文基于叶根反力与叶尖位移的一致发

散性，选取超长柔性风力机叶片的叶根二分量反力

（Fx 和 My）为目标时程变量，以叶根反力颤振判定

准则来判断叶片是否发生颤振，定义超长柔性风力

机叶片颤振临界状态设计表达式：

γ ⋅ δ ≥ [ δ ] （9）
式中  γ 为结构重要性系数，取为 1.1；δ 为结构颤振

反力指标；［δ］为结构颤振反力容许值。

定义超长柔性风力机叶片的叶根反力颤振指标

δ 为 3 s 时距叶根二分量反力（Fx 和 My）的相对标准

差斜率极值，其表达式为：

图 8 不同桨距角下叶尖位移与叶根反力测点相关系数

分布图

Fig. 8 Distribution of correlation coefficient between blade 
tip displacement and blade root reaction force at differ⁃
ent pitch angles

图 9 不同桨距角下叶尖位移与叶根反力测点相干函数

分布

Fig. 9 Distribution of coherence function between blade tip 
displacement and blade root reaction force at different 
pitch angles
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κ ( a )t = 3 s =

|

|

|

|

|

|
|
||
|

|

|

|

|∑
i = 3( n - 1 ) f

3nf

( ai - ā )2

3f

n = 1，2，…，n

E ( a )
（10）

式中  κ ( a )t = 3 s 为超长柔性风力机叶片 3 s时距内叶

根反力（Fx 和 My）的相对标准差；f 为叶根二分量反

力采样频率（本文 f=1000 Hz）；a 与 ā 分别为叶根反

力 3 s时距内反力样本和样本均值；n 为 3 s时距内反

力样本的个数；E ( a )为 3 s 时距内反力样本的采样

数学期望值。因为目标时间太短数据不稳定，目标

时间太长无代表性，综合考虑实验数据的稳定性，t

选取为 3 s。

Δ ( a )= κ ( a )3( n + 1 )

κ ( a )3n

，Δ > 0 （11）

式中  Δ ( a ) 为 3 s 时距内叶根二分量反力（Fx 和

My）的相对标准差的斜率，其值要求大于等于 0，若
小于 0，则表示不会发生颤振。

δ = max ( Δ ( a )Fx，Δ ( a )My ) （12）
式中  δ 为结构颤振反力指标，即 3 s 时距内叶根二

分量反力（Fx 和 My）的相对标准差的斜率的最大值

对应的叶根二分量反力颤振指标，当指标值大于一

定值时所对应的风速为风力机叶片颤振临界风速。

图 10 给 出 了 不 同 风 速 下 颤 振 工 况（桨 距 角

93°~96°，284°~286°）与抖振工况（桨距角 0°~360°）
的超长柔性风力机叶片 δ⁃v 曲线。由图 10 分析可

知：所有桨距角下叶根反力颤振指标 δ 均随着风速

的增大逐渐变大；对于颤振工况（桨距角 93°~96°，

284°~286°），叶根反力颤振指标 δ 在颤振临界风速

处存在突增的现象，δ 随风速变化呈现非线性关系；

而对于抖振工况（桨距角 0°~360°），δ 随着风速的增

加近似为线性关系。当桨距角区间为 93°~96°和
284°~286°时，风洞风速分别低于 5.4 m/s 和 6.0 m/s
（实际风速分别为 45.2 m/s 和 50.2 m/s）时，该区间

内桨距角下的叶根反力颤振指标 δ 均小于 2%。考

虑一定安全系数下，定义风洞风速为 6.0 m/s作用下

叶根反力颤振指标容许值［δ］=2.2%。结合 δ‑v 曲

线中发散容许值，强风作用下超长柔性风力机叶片

颤振临界风速状态可表示为：

δ ≥ [ ]δ
γ

= 2% （13）

图 11 给出了由叶尖位移得出的颤振临界风速

与由叶根反力法得出的颤振临界风速的对比图。由

图 11 可知，两种判定方法得到的临界风速在颤振区

图 10 不同桨距角区间下 δ⁃v 变化曲线

Fig. 10 Variation curve of δ‑v under different pitch angle 
intervals

图 11 不同桨距角区间下风力机叶片颤振临界风速对比

Fig. 11 Comparison of wind turbine blade flutter critical 
wind speed at different pitch angle intervals
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间内趋势基本一致。表明以叶根反力法判定颤振临

界风速的可靠性。

3. 3　有效性验证

为评估本文提出的基于叶根二分量反力的叶根

反力颤振判定法的有效性，基于 OpenFAST 构建

NERL⁃15 MW 风力机数值计算模型，通过约束塔架

变形、风轮转动、偏航系统和变桨系统，逐级改变风

向与风速，获取其数值模拟颤振风速与桨距角。以

风力机叶片振动位移时程判断风力机叶片的颤振临

界风速，图 12 给出了基于 OpenFAST 在颤振桨距角

为 94°时，不同风速下叶尖挥舞位移时程对比示意

图。对比分析表明：风速为 55 m/s 时，基于 Open⁃
FAST 求得的叶尖位移呈发散趋势，且其发散阶段

为三段式分布，与本文全风向气弹风洞试验结果趋

势一致。通过数值模拟和未预弯气弹风洞试验求得

的叶尖挥舞位移与叶根反力数据，表 4 给出了叶根

反力法与传统叶尖位移法判断风力机叶片颤振临界

风速的对比列表。对比分析表明，叶根反力法和传

统叶尖位移法的风力机叶片颤振判定预测结果吻合

较好。

4　结  论

本文系统研究了 15 MW 风力机超长柔性叶片

颤振形态、发生机理及判别准则，提出了风力机叶片

气弹模型设计方法、风洞试验测量方法和基于叶根

反力的颤振预测方法。具体研究结论如下：

（1）提出一种基于主梁刚度等效原则的超长柔

性风力机叶片气动/刚度映射一体化三维完全气弹

模型设计方法：风力机叶片相对展长 0~80% 位置

由异形变截面十字梁提供风力机叶片等效刚度，后

段风力机叶片刚度由加强肋提供；风洞气弹模型总

体结构形式采用“主梁+维形框段”整体 3D 打印。

采用高速摄像技术和高频六分量天平进行全风向角

同步测振和测力风洞试验。风洞试验验证了本文提

出的气弹模型设计和试验方法能精确有效地模拟风

力机叶片的动力性能与颤振行为。

（2）叶片风致振动分为三个阶段：第 1 阶段为短

时蓄振阶段，风力机叶片积累能量，表现为无规则抖

振；当风力机叶片积累一定能量后进入第 2 阶段，即

发展阶段，叶尖位移随时间增加而增大，进入发散阶

段；第 3 阶段为长时间稳定阶段，当叶尖位移发散后

进入一定值附近后，其表现为简谐振动的“软颤振”。

（3）风力机叶片在桨距角 93°~96°和 284°~287°
区间内发生颤振，颤振区间内颤振临界风速随桨距

角的增大呈现先减小后增大的趋势，在桨距角为 94°
和 286°时颤振临界风速最小，风洞临界风速分别为

5.4 m/s 和 6.0 m/s（实际临界风速分别为 45.2 m/s
和 50.2 m/s），因风力机叶片翼型的不对称，颤振桨

距角区间呈 190°反对称分布。

（4）叶根反力与叶尖位移存在较强的一致发散

性和强相关性，提出了基于叶根反力的超长柔性风

力机叶片颤振性能指标。当叶根反力颤振指标大于

2% 时，风力机叶片发生颤振。
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Blade root reaction method for predicting flutter critical wind speed of 
15 MW ultra‑long flexible blades based on aeroelastic tests

LU Man‑man1， KE Shi‑tang1，2， WU Hong‑xin1，2， GAO Mu‑en1， TIAN Wen‑xin1， WANG Hao1，3

（1.Department of Airport and Civil Engineering， Nanjing University of Aeronautics and Astronautics， Nanjing 211106， China； 
2.Jiangsu Key Laboratory of Hi⁃Tech Research for Wind Turbine Design， Nanjing University of Aeronautics and Astronautics， 

Nanjing 210016， China； 3.College of Mechanics and Materials， Hohai University， Nanjing 211100， China）

Abstract:  Flutter is the primary challenge that has to be overcome for the development of super-large wind turbine blade. Although 
the vibration wind tunnel test based on an aeroelastic model is the most effective solution， similarity ratio and measuring accuracy 
of the model cannot be solved accurately by traditional methods. In this study， a novel aerodynamic-stiffness mapping integrated 
three-dimensional complete aeroelastic model design method of super-long flexible blades based on the principle of equivalent stiff⁃
ness of main beams is proposed for the first time. Later， synchronous full-wind angle wind tunnel tests of vibration and force mea⁃
surement are carried out using the high-speed photography technology and a high-frequency six-component balance. The nonlinear 
dynamic response spectral characteristics of NREL-15MW super-long flexible blades are discussed systematically. A comparative 
analysis of flutter performances and critical instability state of wind turbine blades based on blade tip deflection and blade root reac⁃
tion force is carried out， which proves the feasibility of forecasting flutter performances according to blade root reaction force. The 
blade root reaction force method for flutter instability forecasting of super-long flexible blades is put forward. Results show that the 
proposed aeroelastic model design and experimental method can simulate dynamic performances and flutter behaviors of wind tur⁃
bine blades accurately and effectively. In the test， it finds that the super-long flexible blades flutter in pitch angle ranges of 93°~96° 
and 284°~287°. In the flutter ranges， the flutter critical wind speed decreases firstly and then increases with the increase of pitch an⁃
gles， reaching the valley （5.4 m/s） at 94° . The blade root reaction force and blade tip deflection have consistent divergence and 
strong correlation. It is suggested that the wind turbine blade enters into the flutter critical state when the flutter index of blade root 
reaction force is δ≥2%.

Key words: 15 MW super⁃long flexible blades；aeroelastic model design method；synchronous vibration and force measurement；
flutter critical wind speed；blade root reaction force method
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