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典型流线型箱梁扭转涡激气动力的简化涡模式
与气动措施抑振机理
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摘要: 以典型流线型闭口箱梁为研究对象，利用节段模型风洞试验，获取原始断面与优化断面（栏杆扶手抑流板断面和检修轨

道导流板断面）涡振响应，并分析其典型风速下断面周围分布气动力矩贡献，结合简化涡和数值模拟方法，推演断面周围流场

演变特征，揭示了流线型箱梁扭转涡振及气动措施抑振机理，为主梁扭转涡振及抑振机理分析提供了一种思路。研究表明：原

始断面存在明显扭转涡振现象，其振幅达 0.112°，增设检修轨道导流板后振幅降低 35.7%，增设抑流板后涡振现象消失。原始

断面和导流板断面涡振时，上表面分布气动力矩对涡激力矩贡献值远大于下表面，二者均由上表面大尺度前缘分离涡主导，分

离涡漂移时长约为 2.5 个断面振动周期，对应 2 阶扭转简化涡模态。增设导流板后，断面上表面分布气动力矩对涡激力矩的贡

献显著减小，旋涡漂移模式与断面振动之间的相位关系发生改变，断面周围旋涡作用强度减小，故涡振振幅降低。增设栏杆扶

手抑流板后，上表面分布气动力矩对涡激力矩贡献值显著减小且其波浪式分布消失，上表面前缘大尺度分离涡的形成得到抑

制，故断面涡振现象消失。
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Abstract: A typical streamlined closed-box girder is taken as the research object in this paper. Utilizing the wind tunnel tests with a 
section model， vortex-induced vibration （VIV） responses of the grinder section were obtained， and the contribution values of the 
distributed aerodynamic torques were analyzed for both the original and improved girder designs （the improved girder with spoilers 
and the improved girder with guide vanes for maintenance rails） under typical wind conditions. By combining the simplified vortex 
method （SVM） with numerical simulation， the torsional VIV of the bridge girder and its suppression mechanism with additional 
aerodynamic countermeasures were further revealed. This paper provides a new methodology for analyzing the VIV mechanism of 
bridge girders and the VIV suppression mechanism of aerodynamic countermeasures. The results reveal that an obvious torsional 
VIV phenomenon was observed on the original girder， with a maximum amplitude of 0.112°. After adding guide vanes for the main‑
tenance rail， the torsional VIV amplitude of the section was reduced by 35.7%， and the torsional VIV phenomenon disappears af‑
ter the addition of the spoilers on the sidewalks’ handrails. For both the original and guide vane girders， the contribution values of 
the distributed aerodynamic torques on the upper surface to the global vortex excited force （VEF） were much greater than those on 
the lower surface. The VIVs of the original and guide vane girders were dominated by the periodic drift of the large-scale vortices 
generated from the leading edge to the trailing edge on the upper surface. The drift time of the vortices was approximately 2.5 vibra‑
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tion cycles， which corresponds to the second-order torsional simplified vortex mode. After the installation of guide vanes for the 
maintenance rails， the contribution values of the distributed aerodynamic forces to the global VEF were significantly reduced， and 
the scale and intensity of vortices around the girder were reduced， so the VIV amplitude decreased. After adding spoilers， the con‑
tribution values of the distributed aerodynamic forces to the global VEF became more evenly distributed and were greatly reduced. 
Spoilers inhibited the formation of separation vortices at the leading edge of the upper surface， effectively eliminating the VIV phe‑
nomena.

Keywords: bridge engineering；torsional vortex-induced vibration；simplified vortex method （SVM）；streamlined closed-box 
girder；spoiler；guide vane for maintenance rail

涡振是大跨桥梁在常见风速下易出现的一种自

限幅风致振动现象，由来流绕经主梁表面时产生的

以某一固定时间间隔有规律脱落的旋涡引起。旋涡

脱落、漂移及其非定常演化过程决定了断面表面气

动力及其与结构运动之间的相位关系，实现风能向

断面动能输入，进而导致桥梁涡振现象发生。涡振

效应（振幅）又反过来决定旋涡脱落及漂移模式，如

此循环往复。当气动力输能与结构阻尼比耗能达到

平衡时，产生涡振极限环振动现象［1］。苏格兰的

Kessock 大桥［2］曾在低风速下被观测到发生扭转涡

振。尽管涡振不会像颤振或驰振那样振幅发散，但

其会给交通安全带来隐患，甚至诱发拉索参数共振

等其他类型气动不稳定问题［3］。

许多学者研究了主梁断面涡振性能，并针对性

选用气动措施抑制涡振。XU 等［4］研究表明，在上表

面人行道栏杆扶手上增设抑流板可显著影响表面风

压分布，从而抑制断面潜在扭转涡振风险。董佳慧

等［5］研究表明，下中央稳定板、导流板、整流罩、整流

罩+下中央稳定板组合措施均能将原设计∏型断面

扭转涡振振幅降低 75% 以上。朱思宇等［6］研究表

明，检修轨道外侧导流板能减小扭转涡振锁定区风

速范围。李春光等［7］以太洪长江大桥为研究背景，

研究表明流线型闭口钢箱梁设置宽度 1.0 m 人行道

栏杆抑流板可使扭转涡振最大振幅降低约 40%。

孙延国等［8］研究表明，布置检修轨道导流板可改善

断面扭转涡振性能，且改善程度与导流板尺寸及倾

角密切相关。宋锦忠等［9］在东营黄河大桥栏杆安装

抑流板，可使竖向涡振振幅最大降低 50%。以上研

究表明增设气动措施如导流板和抑流板等，可有效

降低主梁断面涡振响应，提高主梁断面涡振性能。

扭转涡振现象多见于风洞试验及数值模拟中，

在实桥中较少观察到，因此关于断面扭转涡振效应

机理的研究较少。SHIRAISHI 等［10］研究表明，扭转

涡振中上表面分离涡从前缘分离到尾缘脱落的时长

为（2n+1）/2（n 为正整数）个断面振动周期。刘圣

源等［11］针对典型大跨度桥梁中央开槽箱梁断面进行

弹簧悬挂节段模型风洞试验，对不同工况下箱梁表

面气动力演变特性进行研究，研究表明，下游箱梁

上、下表面后部区域及上游箱梁上表面前部区域气

动力是中央开槽箱梁扭转涡振的主要诱因。许福友

等［12］通过表面测压方法研究了某流线型封闭箱梁断

面涡振特性，研究发现，其扭转涡振的根本原因是上

表面前缘分离涡，使中下游风压脉动强烈，各测点脉

动压力具有相同的卓越频率，且与整体气动力强相

关。李志国等［13］采用数值模拟方法研究发现，分离

式双箱梁上游大尺度分离涡与下游断面碰撞是扭转

涡振产生的主要原因。胡传新等［1，14‑15］针对典型流

线型箱梁断面，将涡振时断面气动力时空演变特征

与流场特征物理性关联，由气动力时空分布特征推

演关键流场特征——旋涡运动，将旋涡漂移、断面周

期性运动与同步气动力三者紧密关联，建立了基于

简化涡方法的涡振机理分析方法，但上述简化涡方

法局限于竖向涡振分析。因此，有必要结合主梁表

面分布气动力矩贡献和 CFD 数值模拟方法，推演主

梁周围流场关键特征，即简化涡模态，深入揭示流线

型箱梁断面扭转涡振及气动措施的抑振机理。

针对典型流线型闭口箱梁断面，采用风洞试验

和数值模拟相结合的方法，阐述了增设气动措施对

断面涡振效应的影响，结合断面表面分布气动力矩

贡献和扭转涡振简化涡模态分析，揭示断面扭转涡

振机理及气动措施的抑振机理。

1　试验概况及涡振性能

研 究 对 象 为 如 图 1 所 示 的 主 梁 节 段 模 型 断

面，几何缩尺比为 1∶20，模型长度为 3.6 m，宽度

为 1.9 m，高 度 为 0.178 m。 模 型 展 向 质 量 为

94.335 kg/m，质量惯性矩为 46.699 kg·m2/m，竖向

自振频率（fh）和竖向阻尼比（ξh）分别为 3.32 Hz 和

0.35%，扭转自振频率（f t）和扭转阻尼比（ξ t）分别为

8.54 Hz和 0.35%。模型中间断面上布置 158 个测

压孔，如图 1 所示。分别完成无气动措施（原始断

面）、增设检修轨道导流板（导流板断面）和增设人

行道栏杆扶手抑流板（抑流板断面）主梁节段模型

风洞试验。主梁附属设施布置如图 2 所示。抑流

板和导流板细部及具体尺寸如图 3 所示。具体风

洞试验介绍见文献［16］。
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图 4 为原始断面及增设气动措施的断面（以下

简称优化断面）在+3°初始风攻角下的扭转涡振响

应对比，图中横坐标 U *=U/( f t B ) 表示折减风速，

其中 U 为来流风速，B 为断面宽度。原始断面扭转

涡振锁定区的折减风速范围从 0.55 到 0.68，在折减

风速为 0.65 时达到最大扭转位移 0.112°。由图 4 可

知，增设检修轨道导流板可将最大扭转涡振位移降

至 0.072°，涡振响应减少幅度达 35.7%，这表明增设

检修轨道导流板可有效降低断面扭转涡振响应；增

设人行道栏杆扶手抑流板后，扭转涡振现象消失。

HU 等［15］研究发现，检修轨道导流板和人行道栏杆

扶手抑流板同样可以抑制流线型箱梁竖向涡振，导

流板可使断面 2 阶和 3 阶竖向涡振锁定区最大振幅

分别降低 19% 和 53.1%；30°倾角的抑流板安装后，

各阶竖弯涡振完全消失。

综上所述，针对原始断面与优化断面，分别选取

各自扭转涡振锁定区内位移的极值点作为典型工况

分析该涡振锁定区。因此，后文选取原始断面在折

减风速为 0.65、导流板断面在折减风速为 0.63 和抑

流板断面在折减风速为 0.65下的三种工况进行分析。

2　气动力矩空间分布特征

2. 1　分布气动力矩贡献值

分布气动力矩对涡激力矩的贡献同时取决于测

点脉动风压大小、测点相对扭转中心的空间位置和

分布气动力矩与涡激力矩的相关性［11］。断面表面各

测点减去平均值后的风压与其所占权重面积以及测

点到模型扭转中心距离的乘积即为分布气动力矩。

对箱梁表面各测点的分布气动力矩积分，即可获得

作用在断面整体的涡激力矩。分布气动力矩与涡激

力矩计算表达式为：

mi ( t )≈ p͂ i ( t ) δi sin θi · ( xi - x c )+
p͂ i ( t ) δi cos θi · ( yi - y c ) （1）

M ( t )≈ ∑
i = 1

s

p͂ i ( t ) δi sin θi · ( xi - x c )+

∑
i = 1

s

p͂ i ( t ) δi cos θi · ( yi - y c ) （2）

图 4 原始断面及优化断面的扭转涡振响应对比

Fig. 4 Comparison between torsional VIV responses of the 
original girder and the improved girders with 
aerodynamic countermeasures

图 1 主梁节段模型几何尺寸及测压孔布置（单位：mm）

Fig. 1 Geometric sizes of the girder section model and pressure-measuring hole arrangement （Unit： mm）

图 2 主梁附属设施布置

Fig. 2 Layout of attachments on the girder

图 3 气动抑振措施

Fig. 3 Aerodynamic countermeasures for suppressing 
vortex‑induced vibration （VIV）
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式中，s 为测点数量；p͂ i ( t )为减去平均值后的第 i 个

测点风压，测点处风压方向均垂直于断面表面，风压

指向断面表面外法线方向为负压，风压指向断面表

面内法线方向为正压；δi 为测点每延米所占的权重

面积，第 i 测点处权重面积取其相邻两测点间面积

的一半；θi 为水平轴方向 h到壁面外法线方向 r沿顺

时针方向的夹角，取值范围为 0~2π；（x c，y c )为扭转

中心坐标；（xi，yi）为第 i测压点坐标。涡激力矩示意

图如图 5 所示。

箱梁表面分布气动力矩对涡激力矩的无量纲贡

献值 CRi
［11］可表示为：

CRi = σi Ri

1
2 ρU 2 B2

（3）

式中，ρ 为来流风密度；σi 为测点分布气动力矩标准

差；Ri 为分布气动力矩与涡激力矩的相关系数，表

示为：

Ri = Cov ( M ( t )，mi ( t ) )
D ( M ( t ) ) D ( mi ( t ) )

（4）

式中，D ( M ( t ) ) 和 D ( mi ( t ) ) 分别为涡激力矩和分

布气动力矩的方差；Cov ( M ( t )，mi ( t ) )为涡激力矩

和分布气动力矩的协方差。

当 CRi 为正时，表示第 i 测点区域分布气动力矩

对涡激力矩起增强作用；当 CRi 为负时，表示第 i 测
点区域分布气动力矩对涡激力矩起减弱作用。图 6
列出了原始断面和优化断面上、下表面贡献值的空

间分布。原始断面与导流板断面上表面贡献值呈波

浪式分布，且沿来流方向幅值增大，后者幅值明显小

于前者。增设抑流板后上表面贡献值急剧减小，沿

下游波浪式分布消失。原始断面与导流板断面下表

面贡献值均明显小于上表面，且幅值沿下游增大，抑

流板断面中没有观察到类似现象。

综上所述，原始断面与导流板断面上表面分布

气动力矩对涡激力矩贡献远大于下表面，表明断面

上表面分布气动力矩对涡振起主导作用。相较原始

断面，增设导流板后，断面分布气动力矩对涡激力矩

的贡献值减小，故扭转涡振振幅减小。增设抑流板

后，上表面分布气动力矩对涡激力矩的贡献值急剧

减小，其沿下游的波浪式分布消失，故涡振现象消

失。因此，断面上表面分布气动力矩对涡激力矩贡

献减小是涡振响应降低的关键原因。

2. 2　竖向及扭转涡振对比

图 7 为流线型闭口箱梁原始断面竖向涡振贡献

值［17］及扭转涡振贡献值空间分布对比。竖向与扭转

涡振发生时，断面上表面分布气动力（矩）贡献值绝

对值明显大于下表面，为涡激力（矩）的主要来源，上

表面中部贡献值均较小，下表面分布气动力（矩）贡

献值均为正值。扭转涡振与竖向涡振上表面贡献值

均表现为波浪式分布且幅值沿下游增大；扭转涡振

下表面贡献值沿下游增大，竖向涡振下表面贡献值

沿下游增大，到下游斜腹板处逐渐减小。由此可知，

扭转涡振和竖向涡振发生时，上表面的分布气动力

（矩）起主导作用；竖向和扭转涡振上表面分布气动

力（矩）空间分布形式存在差异。

3　流动机制

3. 1　数值计算设置

为进一步探究气动措施抑制主梁断面扭转涡振

机理，更直观观察增设气动措施前后断面流场变化，

选用商用计算流体动力学软件 Fluent对原始断面及

两种优化断面进行数值模拟分析。计算域设置为长

17.5B、宽 7B 的矩形区域，圆形区域整体为刚体区

域，以外围结构化网格作为动网格区域，通过用户自

定义函数（UDF）实现圆形区域网格整体的移动与

注：X 表示测压点的横坐标，即第 i测压点坐标 xi的集合

图 6 分布气动力矩对涡激力矩的贡献值

Fig. 6 Contribution values of distributed aerodynamic 
moment to general VEFs

图 5 涡激力矩示意图

Fig. 5 Schematic diagram of the general vortex excited force 
（VEF）

图 7 流线型闭口箱梁原始断面竖向及扭转涡振贡献值空间

分布对比

Fig. 7 Comparison of spatial distribution of contribution 
values of vertical and torsional VIV of streamlined 
close-box girder
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更新。计算域上、下为滑移壁面，计算域右侧为速度

入口边界，左侧为压力出口边界，如图 8（a）所示。

动网格区域、静网格区域及断面周围边界层选用矩

形结构化网格划分，圆形刚体区域与梯形加密区选

用三角形非结构化网格，并在断面边界层外进行局

部加密。模型表面设置 15 层边界层，近壁面首层

高度为 0.02 mm，膨胀率为 1.1，向外平稳增长，如

图 8（b）所示。绝大部分区域网格 Y+小于 1，其中，

断面上表面人行道栏杆、行车道防撞栏杆、下表面检

修轨道上方 Y+大于 1，最大值为 1.5，计算域整体网

格数约为 33 万。数值模拟采用强迫振动方式，按照

风洞试验测得幅值及扭转自振频率设置工况，断面

振动时程为简谐函数，断面振动位移时程 θ ( t )表达

式为：

θ ( t )= θ0 sin ( ωt + φ 0 ) （5）
式中，θ0 为扭转涡振的振幅；ω 为断面振动圆频率；t

为断面振动时刻；φ 0 为断面扭转位移初相位。

湍流模型选择 SST k‑ω，空间离散采用 2 阶迎

风格式，时间离散采用 2 阶隐式积分，以 SIMPLE 算

法进行求解，计算总时间为 60 s。原始断面和抑流

板断面入口风速均为 10.5 m/s，导流板断面入口风

速取为 10.3 m/s。

3. 2　流场特征

Q 准则为一种应用较为广泛的旋涡识别方法，

HUNT 等［18］建议使用速度梯度张量 Δv的第二个伽

利略不变量 Q>0 代表旋涡结构，二维 Q 值表达

式为：

Q = - 1
2
é

ë

ê
êê
ê
ê
ê( ∂u

∂x ) 2

+ ( ∂v
∂y ) 2

+ 2 ∂u
∂y

∂v
∂x

ù

û

ú
úú
ú
ú
ú

（6）

式中，∂u/∂x 和 ∂v/∂y 分别为流体微元 u 和 v 方向的

速度矢量的导数项；∂u/∂y 和 ∂v/∂x 分别为流体微元

u 和 v 方向的速度矢量在 y 和 x 方向的交叉导数项。

当 Q > 0 时，流体微团旋转速率大于应变速率，该区

域表现形式为旋涡；当 Q < 0 时，流体微团旋转速率

小于应变速率，流体单元的运动是非旋转的。

原始断面与导流板断面 2.5 个断面振动周期内

典型时刻的 Q 值云图如图 9 所示，图中 T 为断面扭

转振动周期，即断面扭转自振频率 ft 的倒数。抑流

板断面瞬时 Q 值云图如图 10 所示。原始断面上表

面 0 时刻旋涡从前缘防撞栏处脱落并沿下游漂移，

导流板断面上表面 0 时刻对应的前缘分离涡已漂移

至中央防撞栏处。原始断面与导流板断面表面旋涡

在漂移过程中尺度均逐渐增大，经过 2.5 个断面振

动周期到达下游人行道栏杆处并从断面脱落。因

此，增设导流板后，大尺度旋涡漂移仍然存在，但旋

涡漂移模式与断面振动之间的相位关系发生了改

变，相应的旋涡对断面做功也会发生改变［1］；同时，

上表面前缘分离涡尺度减小，对断面作用强度减弱，

即增设导流板可减少旋涡对断面的能量输入。由此

可推测，导流板通过改变旋涡漂移模式与断面振动

之间的相位关系，同时减小旋涡作用强度，从而减少

周围流场对断面的能量输入，达到抑制涡振效应的

目的，与增设导流板后分布气动力矩贡献值减小相

吻合。

图 8 计算域整体及细部网格划分

Fig. 8 Computing domain and local view of mesh

图 9 不同断面振动周期时刻原始断面与导流板断面Q值云图

Fig. 9 Cloud images of Q values of original girder and 
guide vane girder at different moments in the cycle of 
model vibration
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对于原始断面下表面，上、下游检修轨道处分别

存在一分离泡，上游分离泡尺度基本不变，下游分离

泡在下游斜腹板处发展为大尺度尾涡。增设导流板

后，上游检修轨道处分离泡尺度减小，下游斜腹板处

尾涡尺度减小，增设导流板前后底板均无明显旋涡

漂移。因此，可认为原始断面与导流板断面扭转涡

振主要由上表面大尺度前缘分离涡主导。

原始断面上表面旋涡形成机理示意图如图 11
所示。由图 10 和 11 可知，气流沿着迎风侧上斜腹板

与来流方向成一定角度斜向上流动，并在人行道栏

杆基座处产生分离，在人行道栏杆与防撞栏之间形

成分离涡，分离后的气流斜向上通过边防撞栏上方

第 2、3 道横栏区域，并在两道横栏尾缘产生分离，在

其后方形成旋涡负压区，逐渐由上游区域向中部发

展形成大尺度旋涡。增设抑流板后，上表面前缘扶

手和防撞栏之间气流路径改变，水平穿过防撞栏的

横栏，小旋涡无法聚集形成大的旋涡，无明显大尺度

旋涡规律性脱落和漂移，下表面检修轨道处分离泡

无明显变化，可知增设抑流板主要抑制上表面旋涡

产生，对下表面影响较小。由此可知上表面前缘产

生的大尺度分离涡周期性漂移是原始断面涡振发生

的主要原因，增设抑流板抑制了上述分离涡的产生，

故涡振现象消失。抑流板抑制竖向涡振机理［16］与抑

制扭转涡振机理类似。

综上所述，原始断面与导流板断面上表面存在

大尺度旋涡漂移，且旋涡从产生到脱落经过的时长

为 2.5 个断面振动周期，下表面无明显旋涡漂移，由

于上表面区域分布气动力矩对涡激力矩贡献远大于

下表面，可知上表面分布气动力矩特性及对应流场

特征对扭转涡振起主导作用。增设导流板后上表面

旋涡漂移模式与断面振动之间的相位关系改变，同

时旋涡尺度减小，旋涡对断面作用强度减小，周围流

场对断面的能量输入减少，涡振响应大幅减小。增

设抑流板则抑制了上表面大尺度旋涡的产生，扭转

涡振消失。

4　简化涡方法

旋涡漂移可用表面压力与断面位移的相位差和

涡激力矩与断面位移的相位差之间的差值 Δφ 表

征［14］。图 12 给出了主梁断面与导流板断面上表面

压力与涡激力矩相位差空间分布特征。原始断面除

上游风嘴处，相位差沿来流方向单调递减，近似线性

变化，表征前缘分离涡沿来流方向匀速向下游漂移。

旋涡漂移起点至终点相位差之间的差值为 876.52°，
即旋涡从前缘分离到尾缘脱落经过的漂移时长约为

2.5 个断面振动周期。增设导流板后上表面风压与

涡激力矩相位差分布基本不变，旋涡漂移路径首尾相

位差之间的差值为 914.16°，与原始断面基本一致。

结合 3.2 节流场特征可知，旋涡从上表面前缘

分离并沿下游周期性漂移，且在漂移的过程中尺度

逐渐增大，故涡振时原始断面和导流板断面与周围

流场之间复杂的流固耦合现象可用简化涡方法［1］表

达，如图 13 所示。图 13 中，Fvortex表示旋涡对断面的

作用力，BA 表示旋涡漂移距离，即旋涡从分离点产

生到断面下游人行道栏杆处脱落经过的距离，D s 为

旋涡横向间距，可表示为：

图 11 原始断面上表面旋涡形成机理示意图

Fig. 11 Schematic diagram of formation mechanism of 
separated vortex on the surface of the original girder

图 12 上表面压力与涡激力矩相位差对比

Fig. 12 Comparison of phase difference between the pressure 
over upper surface and the general VEFs

图 10 抑流板断面瞬时 Q 值云图

Fig. 10 Cloud image of instant Q value of spoiler girder
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D s = U vorT （7）
式中，U vor 为旋涡漂移速度。

简化涡绕流模式中，旋涡漂移速度与断面振动

周期之间关系为：

(n + 0.5)U vorT = BA （8）
式中，（n+0.5）表示旋涡从前缘产生漂移至尾缘脱

落经过的断面振动周期数，n 为扭转涡振简化涡模

态阶数，当 n=1 时为 1 阶扭转涡振简化涡模态，当

n=2 时为 2 阶扭转涡振简化涡模态，以此类推。旋

涡从前缘分离到尾缘脱落经过的时长为：

tvor = Δφ
360°

T （9）

旋涡漂移速度与来流风速之比为：

RU = U vor

U
= BA /tvor

U
（10）

通过简化涡方法得到潜在涡振锁定区的计算折

减风速为：

U *
C ≈ 1

RU ( n + 0.5 )
BA

B
（11）

原始断面与导流板断面简化涡模态参数如表 1
所示，表中流线型箱梁断面原始断面竖向涡振简化

涡模态参数见文献［14］。原始断面和导流板断面扭

转涡振折减风速与简化涡方法所得计算折减风速误

差较小，则认为原始断面和导流板断面扭转涡振由

上表面前缘分离涡主导，符合 2 阶扭转简化涡模态。

流线型箱梁原始断面存在 3 阶竖向涡振锁定区［1］，其

中第 3 阶竖向涡振锁定区上表面旋涡漂移符合 1 阶

竖向简化涡模态。

综上所述，原始断面与导流板断面扭转涡振由

上表面前缘产生的分离涡主导，旋涡漂移时长为

（2+0.5）个断面振动周期，对应 2 阶扭转简化涡模

态；原始断面第 3阶竖向涡振由上表面前缘产生的分

离涡主导，旋涡漂移时长为 1个断面振动周期，对应 1
阶竖向简化涡模态。增设抑流板抑制了上表面前缘

分离涡的产生，破坏 2 阶简化涡模态，扭转涡振现象

消失。增设导流板不改变上表面旋涡漂移对应的简

化涡模态，仅改变旋涡漂移模式与断面振动之间的

相位关系与前缘分离涡尺度，扭转涡振效应减弱。

5　结论与展望

针对典型流线型闭口箱梁断面开展大尺度节段

模型测振测压风洞试验，分析典型风速下原始断面

与优化断面分布气动力矩贡献，并与竖向涡振进行

对比，结合数值模拟方法推演扭转简化涡模态，深入

揭示了扭转涡振及检修轨道导流板和抑流板抑振机

理。主要结论如下：

（1） 扭转涡振对于断面表面的附属设施十分敏

感。增设检修轨道导流板可以降低扭转涡振响应，

断面扭转涡振位移减少幅度达 35.7%，增设抑流板

后断面扭转涡振现象消失。

（2） 断面上表面分布气动力矩对涡振起主导作

用。原始断面与导流板断面上表面分布气动力矩对

涡激力矩贡献远大于下表面，增设导流板后，上表面

分布气动力矩对涡激力矩的贡献值降低，故涡振响

应减小。增设栏杆扶手抑流板后上表面分布气动力

矩对涡激力矩的贡献值急剧减小，沿下游变化趋向

平均分布，涡振现象消失。

（3） 扭转涡振由大尺度的前缘分离涡在断面上

表面的周期性漂移主导。前缘分离涡漂移时长约为

2.5 个断面振动周期，对应 2 阶简化涡模态。增设导

流板改变旋涡漂移模式与断面振动之间的相位关系

及旋涡对断面作用强度，周围流场对断面输入能量

减少，扭转涡振效应减弱；增设抑流板抑制了上表面

前缘分离涡的产生，涡振现象得以消除。

简化涡方法可极大简化涡振时桥梁‑流体之间

复杂的流固耦合关系，由贡献值等统计特征推演关

键流场特征‑旋涡运动。然而，该方法难以准确表征

主梁表面涡激气动力时空分布特征。未来将深入研

究涡激气动力时空分布演变特征，提炼关键气动力

时空分布模式，建立“气动力特性‑流场特征‑运动状

态”全链条分析体系，深入揭示涡振效应物理机制。

图 13 流线型箱梁简化涡示意图

Fig. 13 Schematic diagram of simplified vortex model for 
streamlined closed-box girder

表 1 扭转及竖向简化涡模态参数

Tab. 1 Modal parameters of the torsional and vertical simplified vortex model

断面

原始断面

导流板断面

涡振形式

扭转

竖向

扭转

简化涡模态阶数 n

2 阶

1 阶

2 阶

旋涡漂移速度与来流风速比 RU

0.59
0.51
0.59

计算折减风速 U *
C

0.61
1.76
0.61

折减风速 U *

0.65
1.99
0.63

误差/%
6.2

11.6
3.2
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