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摘要: 风力机叶片预弯设计大多采用静气弹分析方法，忽略了叶片气动力、惯性力和弹性力三者相互作用而引发的

气弹耦合失稳问题，而预弯对百米量级超长柔性叶片的颤振性能影响尤为显著。为对比分析不同预弯尺寸对叶片

颤振临界状态的影响，基于主梁刚度等效原则进行叶片气弹模型设计，通过风洞试验发现了 15 MW 两种预弯叶片

颤振区间及其临界风速的差异；进一步基于修正的叶素动量理论和几何精确梁理论（Blade Element Momentum 
Theory⁃Geometrically Exact Beam Theory，BEM⁃GEBT）耦合计算方法对 4 种预弯叶片进行分析，对比了不同预弯

尺寸叶片的颤振临界风速、气动力分布和位移频谱特性，并揭示了颤振耦合模态机理。研究表明：BEM⁃GEBT 耦

合计算方法结果与风洞试验结果吻合较好；随着预弯尺寸的增大，挥舞⁃摆振耦合颤振临界风速提高，颤振区间范围

基本一致；不同预弯尺寸叶片升力系数和俯仰力矩系数发散速率与位移发散速率呈正相关，平均风压曲线在预弯

3~4 m 范围内出现显著变化，挥舞⁃摆振耦合效应大于挥舞⁃扭转耦合效应，其颤振耦合频率由一阶挥舞频率主导。
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引　言

预弯［1］作为大兆瓦级风力机叶片设计的关键环

节，是防止超长柔性叶片出现扫塔事故的主要措施。

预弯改变了叶片气动外形和结构特性，影响其气动

力、惯性力和弹性力的相互作用和不同模态间的耦

合振动，易造成叶片气动弹性耦合颤振失稳。现有

预弯设计大多采用静气弹设计方法［2⁃3］，未考虑动气

弹耦合影响。然而在强/台风作用下，风力机叶片因

预弯效应发生气弹失稳破坏的事故［4⁃7］屡见不鲜，如

2008 年台风“蔷薇”导致风力机叶片发生严重破坏，

2013 年台风“鲇鱼”造成风力机叶片折断等。系统

研究预弯尺寸效应对叶片气弹失稳的发生机制具有

重要意义。

目前针对风力机叶片预弯效应的研究大多采用

数值模拟方法，主要内容涉及叶片稳定性能［8］、预弯

静力响应［9⁃10］、机组输出功率［3，11］等。研究发现，预弯

有助于叶片扭转载荷的降载和稳定，预弯叶片截面

的扭转变形则使风力机的实际气动功率减小，其轴

向弹性变形有利于实际功率的提高。但静气弹分析

方法忽略了结构附加变形效应、结构运动位移和速

度与气动力耦合效应，很难精确反映预弯效应的颤

振失稳影响。气弹风洞试验是研究颤振预弯效应最

有效的手段之一，但由于风力机叶片翼型不规则，其

截面、刚度、剪心等沿展长不规则分布使得气弹模型

设计难，又因其大缩尺比带来的测点布置难、采集干

扰性强和测量精度低等试验因素，导致国内外缺少

风力机叶片的三维气弹风洞试验。现主要采用节段

翼型［12⁃15］进行测压、测力试验，探讨二维翼型测压、

测力的一致性，但二维翼型试验难以真实反映三维

叶片预弯效应对于颤振的影响。

鉴于此，本文以 NREL⁃15 MW 风力机超长柔性

叶片为研究对象，首先基于主梁刚度等效原则设计

超长柔性叶片三维气弹模型，并采用高速摄像技术

和高频六分量天平进行同步测振、测力气弹风洞试

验，提炼预弯尺寸对颤振区间及临界风速的组合规

律；然后基于 BEM⁃GEBT 耦合计算方法研究预弯

尺寸对叶片颤振性能的影响，最后揭示预弯尺寸对

气弹耦合模态的影响机理，研究结论可为超长柔性

风力机叶片预弯设计提供参考依据。
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1　气弹模型风洞试验

1. 1　气弹模型设计

以美国国家可再生能源实验室 NREL⁃15 MW
风力机叶片［16］为研究对象，该叶片全长 117 m，叶片

设计采用 DTU FFA⁃W3 翼型族，叶片根部直径为

5.2 m，在 27.2 m（23.3%）处弦长最大为 5.77 m，单

叶片质量为 65.252 t，叶片质心为 26.8 m，最大叶尖

预弯位移量为 4 m。叶片具体几何参数如表 1 所示。

表 1 中，r 为以叶根处为起点，沿叶根到叶尖方向的

实际位置；R 为叶片总长度；x 为截面桨距中心位置；

c为截面弦长。

气动外形相似和结构动力学相似是气弹模型设

计的基本原则，风洞试验叶片气弹模型需要模拟几

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，

其流体运动方程与结构运动方程分别为：
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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
为空气密度；P 为压强；ν 为空气动力黏度；x 为坐标

系主轴；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；b1 为参考长

度；A为广义空气动力系数；q 为广义坐标。

引用符号 λX表示模型的 Xm同实物的 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

值需满足下式：

λl
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= λf λl
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λu λl
= 1 （5）

λ2
ω λm = λg λK = λK = λρ λ2

V λb λA （6）
考虑风洞试验条件限制，不易保证 Re 数相等，

且模型与原型 Re 数均处于自模区［17］，不是决定性相

似准则，因此忽略 Re 数相等准则。根据风洞阻塞率

要求，预弯与未预弯气弹模型缩尺比均选为 1∶70，
其中，未预弯气弹模型沿展长预弯尺寸设为零，缩尺

后的模型叶片底部最大直径为 0.074 m，高度为

1.67 m，满足阻塞率要求。因添加质量块和安装叶

片底座连接件产生了附加质量，使得模型质量与目

标质量偏差稍大，模型动力相似通过控制试验模型

的固有振动特性来保证。其余无量纲参数由相似准

则推算得出，叶片气弹模型主要相似参数如表 2
所示。

结构动力特性是进行结构动力试验和动力响应

分析的基础，气弹模型需考虑结构频率分布特点。

为了便于调节叶片挥舞刚度、摆振刚度和扭转刚度，

基于变分渐进梁截面法（VABS）提出等效梁截面法

进行风力机叶片的气弹模型制作，叶片通过变截面

表 1 15 MW 级风力机叶片几何参数

Tab. 1 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

桨距轴 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

预弯值/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-W3-270blend
FFA-W3-301

FFA-W3-330blend
FFA-W3-360

SNL-FFA-W3-500
circular
circular

结构示意图
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异形梁提供全部刚度，每段梁截面具体尺寸根据模

型控制截面的目标刚度设计，梁截面尺寸由叶根到

叶尖逐渐减小，气弹模型主梁理论刚度与实际刚度

对比曲线及主梁截面形状如图 1 所示。

气弹模型的气动外形采用“维形框段”结构形

式，维形框段保证模型的气动外形，框段和主梁连接

方式采用单点连接。为保证框段不对整体结构提供

额外刚度，框段采用分段式打印，相邻框段间有

3 mm 间隙，分段缝隙采用高密泡沫进行填充，前后

缘和檩条之间的镂空区域采用轻质木片填充打磨，

以保证气动外形封闭。风力机叶片整体采用聚酰胺

纤维（未来 7500 尼龙）分段式 3D 打印，重心和转动

惯量通过质量块调整配重进行模拟。预弯与未预弯

气弹模型整体设计制作示意图如图 2 所示。

1. 2　动力特性分析

为验证气弹模型与原型结构的相似性，基于锤

击法测量气弹模型固有频率，采用随机减量法［18］处

理得到结构模态参数。表 3 为气弹模型与原型结构

动力特性对比分析列表，其中 NREL⁃15 MW 研究报

告［16］仅给出结构前 2 阶模态频率。分析发现：预弯

表 2 叶片气弹模型主要相似参数

Tab. 2 Main similar parameters of blade aeroelastic model

相似系数

几何缩尺比 Cl1

风速比 Cv

频率比 Cf

质量比 Cm

线刚度比 CK

阻尼比 Cζ

相似比

1∶70

1∶700.5

700.5∶1
1∶703

1∶705

1∶1

原型结构

117 m

72.79 m/s
0.555 Hz，0.642 Hz

65252 kg
4.65496×107 N/m2

0.3%

预弯气弹模型

1.67 m

8.7 m/s
4.682 Hz，5.882 Hz

369.27 g
0.0277 N/m2

0.21%

未预弯气弹模型

1.67 m

8.7 m/s
5.463 Hz，6.049 Hz

369.27 g
―

―

图 1 主梁理论刚度与实际刚度对比图

Fig. 1 Comparison diagram of theoretical stiffness and actual stiffness of main beam

图 2 气弹模型整体设计制作示意图

Fig. 2 Schematic diagram of overall design and production of aeroelastic model
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气弹数值模型和预弯气弹模型与原型结构的前 2 阶

模态固有频率基本吻合，误差均在 10% 以内，表明

气弹模型的动力学特性与原型结构匹配较好，保证

了气弹模型的颤振特性与原型结构的相似精度；未

预弯气弹模型前 2 阶频率明显大于预弯气弹模型。

1. 3　风洞测量系统

风洞试验段长 20 m，高 2 m，宽 2.5 m，最大试验

风速为 30 m/s，风洞上游来流风速通过眼镜蛇三维

脉动风速测量仪测量。叶片模型竖直放置在风洞的

转盘中心处，通过连接件与高频六分量天平固定，其

底端与风洞转盘固结，模型可以随转盘 360°转动，通

过采集系统实时测量根部六分力。叶尖位移采集通

过补光灯照射叶尖反光点，并使用高速摄像系统记

录 叶 尖 反 光 点 移 动 轨 迹 ，高 速 摄 像 采 样 频 率 为

330 Hz，每个试验工况采集 60 s 叶尖运动高帧视频，

再使用编程处理高速摄像视频，得到叶尖挥舞和摆

振方向位移。风洞气弹模型测量系统示意图如图 3
所示。

鉴于风洞试验中叶片桨距角不能主动调节，又

考虑到实际风向的突变性［19⁃20］，叶片的风攻角区间

为 0°~360°，以每 10°为间隔共设置 36 个桨距角，每

个桨距角测量 7 个风速工况，逐级加载，在风振响应

显著的工况下每隔 0.5°进行内插，提取风振响应敏

感桨距角。定义叶片正常运行状态下的转盘为 0°，
转盘以面向来流方向顺时针旋转为正，顺风向为叶

片挥舞方向，垂直顺风向为叶片摆振方向，风洞试验

来流风向角定义示意图如图 4 所示。

1. 4　试验结果分析

图 5 给出了全桨距角下风速为 8.7 m/s（实际风

速为 72.8 m/s）时，预弯与未预弯气弹模型的叶尖位

移均方根对比图。由图 5 可知，在桨距角 0°~180°范
围内，预弯与未预弯气弹模型颤振区间分别为 93°~
96°和 92°~94°；在桨距角 180°~360°范围内，预弯与

未 预 弯 气 弹 模 型 颤 振 区 间 分 别 为 284° ~287° 和
282°~285.5°；叶尖挥舞位移均方根显著大于叶尖摆

振位移均方根。

将风速从 4 m/s 开始每隔 0.1 m/s 逐级加载，预

弯与未预弯气弹模型的颤振临界风速结果如图 6 所

示。对比发现：两叶片在颤振区间内颤振临界风速

均呈现先减小后增大的趋势；在桨距角 0°~180°范
围内，预弯与未预弯气弹模型最小颤振临界风速分

别为 5.4 和 4.5 m/s，最大颤振临界风速分别为 8.7 和

5.8 m/s；在桨距角 180°~360°范围内，预弯与未预弯

气弹模型最小颤振临界风速分别为 5.4 和 4.1 m/s，

表 3 气弹模型与原型结构动力特性对比分析

Tab. 3 Comparison analysis of dynamic characteristics of aeroelastic model and prototype structure

阶数

1

2

原型结构

振型 频率/Hz

0.555

0.642

预弯气弹数值模型

振型 频率/Hz

4.724
（0.565）

5.835
（0.697）

与原型

结构频率

误差/%

1.8

8.57

预弯气弹模型

振型 频率/Hz

4.682
（0.559）

5.882
（0.703）

与原型

结构频率

误差/%

0.7

9.5

未预弯气弹模型

振型 频率/Hz

5.463
（0.653）

6.049
（0.723）

注：括号中数值表示转换为原型结构尺寸后的频率。

图 3 风洞气弹模型测量系统示意图

Fig. 3 Schematic diagram of wind tunnel aeroelastic model 
measurement system

图 4 风洞试验来流风向角定义示意图

Fig. 4 Definition Schematic diagram of wind direction angle 
in wind tunnel test
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最大颤振临界风速分别为 8.7 和 6.4 m/s；在二者相

交的颤振区间内，预弯模型的颤振临界风速比未预

弯模型的大。

图 7 给出了颤振区间临界风速下叶尖位移振动

幅值随桨距角变化的曲线。对比颤振区间临界风速

下叶尖位移振动幅值的变化可知：预弯与未预弯气

弹模型的挥舞位移明显大于摆振位移，挥舞位移最

大值和最小值的绝对值基本相等，摆振位移亦呈现

相同特点。结合图 7 分析可知：预弯与未预弯气弹

模型在颤振桨距角 0°~180°范围内，挥舞/摆振振幅

与 颤 振 临 界 风 速 变 化 趋 势 一 致 ；在 颤 振 桨 距 角

180°~360°范围内，挥舞/摆振振幅与颤振临界风速

呈非线性关系。

图 8 给出了风速为 8.7 m/s，桨距角分别为 94°，
280°和 285°时，预弯与未预弯气弹模型的挥舞/摆振

叶尖位移频谱曲线。由图 8 可知：预弯与未预弯气

弹模型发生颤振时，挥舞位移主导频率与摆振位移

主导频率基本相等，耦合主导频率与各自的一阶挥

舞频率（4.682 和 5.463 Hz）基本一致；预弯与未预弯

气弹模型未发生颤振时，叶尖位移频谱曲线呈平缓

波动趋势，均没有主导频率。

2　BEM-GEBT耦合计算方法

叶片发生大幅振动时结构变形较大，超长预弯

叶片的柔性变形具有明显的几何非线性特点，且沿

展长方向各翼型攻角随时间发生周期性变化，从而

影响翼型气动力。为了研究预弯尺寸的颤振机理，

结合修正的叶素动量理论与几何精确梁理论分析叶

片非定常效应。

2. 1　BEM-GEBT耦合方法

2. 1. 1　气动控制方程

基于叶素动量理论计算风力机叶片气动力，假

图 6 预弯与未预弯气弹模型颤振临界风速

Fig. 6 Flutter critical wind speed of pre-bending and non-pre-

bending aeroelastic models

图 5 预弯与未预弯气弹模型叶尖位移均方根对比图

Fig. 5 Comparison diagrams of root mean square of blade 
tip displacement between pre-bending and non-pre-

bending aeroelastic models
图 7 颤振区间临界风速下叶尖位移振动幅值

Fig. 7 Vibration amplitude of blade tip displacement under 
critical wind speed in flutter interval
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设风轮所受气动载荷沿叶片展向均匀分布，且作用

在叶片截面弦上距离前缘 1/4 即气动中心处。为了

获得较为准确的计算结果，采用 Prandtl 叶尖损失修

正［21］、Pitt/Peters 模型［22］、动态失速模型［23］对该算法

进行修正，进行非线性迭代求解。

由叶素定理和动量定理可得，作用在风轮半径

r1处的微元环所受推力和转矩分别为：

dT = 1
2 ρB

V 2
0 ( 1 - a skew )2

sin2 ϕ
cC n dr1 =

4πr1 ρV 0 ( 1 - a skew ) a skew Fdr1 （7）

dM = 1
2 ρB

V 2
0 ( 1 - a skew ) ωr ( 1 + a′)

sin2 ϕ cos ϕ
cC t r1 dr1 =

4πr 3
1 ρV 0 (1 - a skew ) a′Fdr1 （8）

式中　B 为叶片数；V0为自由来流速度；Cn和 Ct分别

为法向力系数和切向力系数；ϕ 为入流角；askew 为修

正后的轴向诱导因子；a′为切向诱导因子；F 为叶尖

损失修正因子。

2. 1. 2　结构控制方程

几何精确梁理论［24］适用于几何非线性及大挠度

变形结构，具有伸展、弯曲、剪切和扭转自由度，使用

完整的 6×6 质量和刚度矩阵，其运动控制方程为：

-ḣ --F '=
-
f （9）

-
ġ + u̇͂1-h --M '+ ( x͂ ′0 + u͂ ′1) T

-F =-m （10）

式中　-h 和
-
g 分别为惯性系中的线动量和角动量；-F

和-M 分别为梁的截面力和力矩；u1 为梁参考线上一

点的一维偏移量；x0 为沿着梁参考线上一点的方向

向量；
-
f 和-m 分别为作用在梁结构上的分布力和力

矩；其中，变量下方加下划线标记表示向量或相应矩

阵的维度，加双下划线标记表示张量；另外，上角标

“ '”表示对梁的轴线求导数，变量上方加“ ∙”表示对时

间求导数，变量上方加“~”表示给定向量的反对称

张量。

叶片的阻尼力与应变率成正比，针对 6 个自由

度（3 个平移，3 个旋转）给定叶片 6 个阻尼系数

μii，i ∈ [1，6]。通过每个截面的刚度矩阵和阻尼系数

矩阵以及应变率可以得到阻尼力为：

-F
damp =

--
μ --S -ε̇ （11）

式中　-F
damp

为阻尼力；-ε̇ 为应变率；--S 为 6×6 刚度矩

阵；
--
μ 为阻尼系数矩阵。

2. 2　OpenFAST二次开发建模

为进一步研究不同预弯尺寸对颤振性能的影

响，设计了 4 种预弯叶片，其尺寸分别为 0，3，4 和

5 m，叶片翼型选用与 NREL⁃15 MW 风力机叶片相

同数据，基于积叠线形状设计方法［2］，采用与叶片展

向线性和二次曲线结合的形式对叶片进行预弯，预

弯起于叶片根部。预弯表达式如下式所示：

r2 =
ì
í
î

ïï
ïï

a
z

R 0
- b ( z

R 0 )
2

，0，z
ü
ý
þ

ïïïï
ïï

T

，z ∈ [0，R 0 ] （12）

式中　r2 为沿展向的预弯位移；R0为叶片长度；a 和

b 分别为线性和二次项系数。

综合考虑风力机输出功率随叶片预弯尺寸增大

图 8 预弯与未预弯气弹模型叶尖位移频谱曲线

Fig. 8 Spectrum curves of blade tip displacement of pre-bending and non-pre-bending aeroelastic models
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呈非线性减小［11］及叶片扫塔因素，预弯尺寸参数分

别取 a=2.5，b=5.5（预弯 3 m）；a=3.3，b=7.3（预弯

4 m）；a=4.1，b=9.1（预弯 5 m）进行设计。

根据公式（12）得到 4 种叶片预弯曲线，并将叶

片与 NREL⁃15 MW 原型结构进行对比，结果如图 9
所示。由图 9 可知：基于积叠线形状设计方法得到

的预弯 4 m 曲线与 NREL ⁃ 15 MW 原型结构拟合

较好。

对 4 种预弯叶片进行模态计算，表 4 给出了模态

计算结果与 NREL⁃15 MW 原型结构（预弯 4 m）前 2
阶固有频率［16］的对比。对比 4 种预弯叶片固有频率

可知：所设计的预弯叶片具有较高的精度；叶片前 4
阶振型以挥舞或摆振方向为主；第 5 阶振型以挥舞

方向为主，稍微伴随扭转方向振动；第 6 阶振型主要

表现为扭转方向振动；叶片前 3 阶固有频率随预弯

尺寸的增大均有所降低，且一阶挥舞频率与一阶摆

振频率偏离程度逐渐增大。

2. 3　有效性验证

为验证数值模拟与风洞试验数据结果的一致

性，选取风洞试验风速为 8.7 m/s 及桨距角为 94°的
工况结果进行验证对比。考虑数值模拟采用足尺模

型，风洞试验相应数据按缩尺比进行调整，其足尺模

型对应风速为 72.8 m/s，叶尖位移和叶根反力动态

响应频谱曲线如图 10 所示。对比叶尖位移和叶根

反力动态响应频谱曲线可知：数值频率分别为 0.578
和 0.560 Hz，与一阶挥舞频率（0.555 Hz）基本对应，

风洞试验频率分别为 4.900 和 4.859 Hz，按照缩尺比

换算全尺寸模型为 0.586 和 0.581 Hz；数值挥舞/摆
振位移及挥舞方向叶根反力的主导频率与风洞试验

结果基本一致，误差均小于 5%，表明 BEM ⁃GEBT
耦合计算方法结果与风洞试验结果吻合较好。

3　预弯效应分析

3. 1　颤振临界风速

图 11 给出了由 BEM⁃GEBT 耦合计算方法计算

来流风速为 72.8 m/s 时，4 种预弯叶片的颤振区间

及颤振临界风速。由图 11 可知：4 种预弯叶片在桨

图 9 15 MW 叶片预弯曲线

Fig. 9 Pre⁃bending curves of 15 MW blades

表 4 各叶片模态计算结果与原型结构固有频率对比

Tab. 4 Comparison of inherent frequency between modal calculation results of each blade and prototype structure

原型结构

未预弯

预弯 3 m
预弯 4 m
预弯 5 m

振型描述

1 阶固有频率/Hz
0.555
0.649
0.583
0.566
0.533

1 阶挥舞

2 阶固有频率/Hz
0.642
0.692
0.630
0.632
0.616

1 阶摆振

3 阶固有频率/Hz
―

1.632
1.608
1.607
1.566

2 阶挥舞

4 阶固有频率/Hz
―

1.923
1.916
1.924
1.883

2 阶摆振

5 阶固有频率/Hz
―

3.654
3.593
3.585
3.574

3 阶挥舞为主，稍微

伴随扭转方向振动

6 阶固有频率/Hz
―

4.605
4.541
4.525
4.496

1 阶扭转，以扭转

方向为主

图 10 基于风洞与数值方法的叶片不同部位动态响应频谱曲线

Fig. 10 Spectrum curves of dynamic response of different 
parts of blade based on wind tunnel and numerical 
methods
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距角 0°~180°和 180°~360°范围内均会发生颤振，定

义桨距角 0°~180°范围内的颤振区间为颤振Ⅰ区

间，180°~360°范围内的颤振区间为颤振 Ⅱ 区间。

4 种预弯叶片的颤振区间有较大重合部分，颤振Ⅰ，

Ⅱ区间的临界风速均呈抛物线趋势，初始颤振桨距

角随预弯尺寸的增大呈后移现象，与风洞试验得到

的规律一致；同一颤振桨距角下，颤振临界风速随预

弯尺寸的增大而增大；随着预弯尺寸改变，颤振区间

未发生明显变化。

3. 2　气动力特性

为分析预弯尺寸对叶片颤振气动力的影响，选

取未预弯叶片和预弯 4 m 叶片两种典型工况进行分

析。图 12 给出了来流风速为 72.8 m/s 及桨距角为

94°时，两种工况叶片的叶尖截面升力系数 Cl和俯仰

力矩系数 CT的归一化曲线。由图 12 可知：升力系数

随时间变化呈发散状态，叶尖截面翼型攻角随叶片

大幅发散呈现周期性变化；升力系数与俯仰力矩系

数幅值增长速度随预弯尺寸的增大而减缓；同一预

弯尺寸的升力系数曲线与俯仰力矩系数曲线波动相

位一致，可以看出不同预弯尺寸的升力特性主要受

叶片扭转的影响。

图 13 给出了来流风速为 72.8 m/s 及桨距角为

94°时，4 种预弯叶片沿展长平均风压变化的曲线。

由图 13 可知：4 种预弯叶片平均风压曲线变化趋势

基本一致，沿展长呈现先减小后增大的趋势，且平均

风压变化速率随预弯尺寸的增大而减小；在叶片展

长 0~47 m 范围内，平均风压相差不明显，展长超过

47 m 后，平均风压随预弯尺寸的增大呈减小趋势且

在 3~4 m 范围内减小趋势显著；沿展长方向平均风

压呈非线性增长且随预弯尺寸的增大趋于平缓

分布。

3. 3　气弹耦合模态

图 14 给出了 4 种预弯叶片的典型响应对比曲

线。由位移时程曲线可知：颤振位移发展阶段随预

弯尺寸的增加而逐渐延长，但位移不会无限发散，最

终发展为锁幅振动且 4 种预弯叶片振动幅值基本一

致。由频谱对比曲线可知：不同预弯尺寸叶片挥舞、

摆振和扭转的主导频率基本相等并对应各自一阶挥

舞频率，即叶尖颤振变形主要受一阶挥舞振动的影

响。由振动幅值可知：耦合频率处的振动幅值随预

弯尺寸的增大而减小，叶尖运动能量随预弯尺寸的

增大呈减小趋势，4 种预弯叶片的挥舞 ⁃摆振耦合效

应大于挥舞⁃扭转耦合效应。

图 12 升力系数和俯仰力矩系数归一化曲线

Fig. 12 Normalized curves of lift coefficient and pitching 
moment coefficient

图 11 不同预弯尺寸和桨距角区间颤振临界风速对比图

Fig. 11 Comparison diagrams of flutter critical wind speed 
between different pre-bending dimensions and pitch 
angle intervals

图 13 不同预弯尺寸叶片沿展长平均风压变化曲线

Fig. 13 Changing curves of average wind pressure along 
span of blades with different pre-bending dimensions
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图 15 给出了 4 种预弯叶片的挥舞 ⁃摆振双轴同

步振动叶尖位移轨迹曲线。由图 15 可知：摆振方向

位移随预弯尺寸的增大呈现先减小后增大再减小的

趋势，挥舞方向位移随预弯尺寸的增大出现先增大

再减小的趋势；4 种预弯叶片双轴轨迹图由初始振

动逐步增大，发展到一定阶段达到稳态，随后进入锁

幅 振 动 状 态 ，双 轴 位 移 轨 迹 表 现 为 类 椭 圆 闭 合

曲线。

4　结　论

（1）基于主梁刚度等效原则设计了三维叶片气

弹模型，发展了基于修正的叶素动量和几何精确梁

理论耦合的颤振分析方法，与风洞试验结果对比，表

明 BEM⁃GEBT 耦合计算方法能有效模拟风力机叶

片的颤振预弯效应，最大误差为 5%。

（2）风力机叶片固有频率随预弯尺寸的增大逐

渐减小，且一阶挥舞频率与一阶摆振频率偏离程度

呈加大趋势；颤振区间随预弯尺寸的增大呈现小幅

度后移趋势，相同桨距角下颤振临界风速亦随预弯

尺寸的增大而增大，颤振区间范围基本一致。

（3）升力系数与俯仰力矩系数发散速率随预弯

尺寸的增大而减缓，并与位移发散速率呈正相关，且

不同预弯尺寸的升力特性主要受叶片扭转的影响；4
种预弯叶片平均风压曲线变化趋势基本一致，沿展

长呈现先减小后增大的趋势。

（4）叶尖运动能量积累随预弯尺寸的增大呈减

小趋势；不同预弯超长柔性叶片的挥舞⁃摆振耦合效

应大于挥舞⁃扭转耦合效应，其颤振耦合频率由一阶

挥舞频率主导，双轴位移轨迹表现为规则的类椭圆

闭合曲线。
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Analysis of flutter effect in the pre‑bending state of wind turbine blade

GAO Mu-en1， KE Shi-tang1，2， WU Hong-xin1，2， ZHANG Chun-wei1，2， 
TIAN Wen-xin1， LU Man-man1

（1.Department of Civil and Airport Engineering， College of Civil Aviation， 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）

Abstract: Most wind turbine blade pre-bending designs use the static aeroelastic analysis method. This approach often overlooks 
the aeroelastic coupling instability caused by the interaction of blade aerodynamic force， inertial force and elastic force. This over⁃
sight is particularly significant when considering flutter performance of ultra-long flexible blades of around 100 meters. To analyze 
the influence of different pre-bending sizes on flutter critical state of blade，  aeroelastic model of the blade was designed based on 
the stiffness equivalence principle of the main beam. Wind tunnel tests revealed differences between the flutter interval and the criti⁃
cal wind speed of two pre-bending blades of a 15 MW wind turbine. Further analysis was conducted on four pre-bending blades us⁃
ing the corrected Blade Element Momentum Theory-Geometrically Exact Beam Theory （BEM-GEBT） coupling calculation meth⁃
od. This analysis compared and analyzed the flutter critical wind speed， aerodynamic force distribution and displacement spectrum 
characteristics of blades with different pre-bending sizes， revealing the flutter coupling modal mechanism. The research shows that 
the results of BEM-GEBT coupling calculation method align well with those of wind tunnel test. As the pre-bending size increases， 
the flutter critical wind speed of flap-edge coupling increases， and the flutter interval range remains essentially the same. The diver⁃
gence rates of lift coefficient and pitching moment coefficient of different pre-bending blades are positively correlated with the dis⁃
placement divergence rate. The average wind pressure curve shows significant changes in the pre-bending range of 3~4 m. The 
flap-edge coupling effect is larger than the flap-torsion coupling effect， and the flutter coupling frequency is dominated by the first-
order flapwise frequency.

Key words: ultra-long flexible blades；pre-bending effect；wind tunnel test；aeroelastic coupling；flutter instability
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