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Abstract: Wind tunnel tests have become one of the most effective ways to evaluate aerodynamics 

and  aeroelasticity  in  bluff  bodies.  This  paper  has  firstly  overviewed  the  development  of 

conventional wind tunnel test techniques, including high frequency base balance technique, static 

synchronous multi‐pressure sensing system  test  technique and aeroelastic  test, and summarized 

their advantages and shortcomings. Subsequently, two advanced test approaches, a forced vibration 

test  technique  and  hybrid  aeroelastic‐ force  balance  wind  tunnel  test  technique  have  been 

comprehensively reviewed. Then the characteristics and calculation procedure of the conventional 

and advanced wind tunnel test techniques were discussed and summarized. The results indicated 

that the conventional wind tunnel test techniques ignored the effect of structural oscillation on the 

measured aerodynamics as the test model is rigid. A forced vibration test can include that effect. 

Unfortunately, a  test model  in a  forced vibration  test cannot  respond  like a structure  in  the  real 

world;  it  only  includes  the  effect  of  structural  oscillation  on  the  surrounding  flow  and  cannot 

consider the feedback from the surrounding flow to the oscillation test model. A hybrid aeroelastic‐

pressure/force  balance  test  technique  that  can  observe  unsteady  aerodynamics  of  a  test model 

during  its  aeroelastic  oscillation  completely  takes  the  effect  of  structural  oscillation  into 

consideration and is, therefore, effective in evaluation of aerodynamics and aeroelasticity in bluff 

bodies. This paper has not only advanced our understanding for aerodynamics and aeroelasticity 

in bluff bodies, but also provided a new perspective for advanced wind tunnel test techniques that 

can be used for fundamental studies and engineering applications.   

Keywords: conventional wind tunnel tests; forced vibration test; hybrid aeroelastic‐pressure test; 

bluff body aerodynamics; bluff body aeroelasticity 
 

1. Introduction 

With the development of society and economy, numerous high‐rise structures have been built 

all  over  the world.  For  example,  the  heights  of  Burj Khalifa  tower,  Shanghai  Tower,  etc.,  have 

exceeded 600 m and the aspect ratio of the 432 Park Avenue building has achieved 15:1. Bluff bodies 

may experience excessive levels of vibration under the action of wind, and the effect of wind on these 

bluff bodies becomes more significant than the effect of seismic activities. Therefore, the prediction 

of wind  load  and  response  of  bluff  bodies  is  a  significant  consideration  for  a  structural  design 

engineer. Despite significant advances in computational fluid dynamics (CFDs), the wind tunnel test 

is still regarded as an important way to evaluate the action of wind on structures.   
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A high frequency base balance (HFBB) technique or a static synchronous multi‐pressure sensing 

system (SMPSS) test technique is often carried out to obtain wind loads acting on a structure. These 

test techniques have been widely applied to bluff bodies to evaluate their performance. However, 

both the HFBB technique and the SMPSS technique are static measurements, in which wind loads are 

obtained from rigid test models and the effect of structural vibration (unsteady effect) is, therefore, 

excluded. The effect is conventionally small, but when it is in‐phase with oscillating velocity the effect 

acts as aerodynamic damping and cannot be neglected. It has been affirmed that differences in wind 

loads measured from a static and a dynamic test are mainly ascribed to neglecting the unsteady effect 

[1]. To investigate the unsteady effect, a forced vibration wind tunnel test is usually conducted, and 

the test model is driven to oscillate harmonically in order to simulate the structural vibration. The 

results are, therefore, more accurate due to the consideration of oscillation. This technique has been 

used to evaluate unsteady aerodynamics in bluff bodies. The test model is forced to oscillate, and it 

cannot experience the actual vibration like a real structure [2]. To overcome the disadvantages in a 

forced  vibration,  an  aeroelastic  wind  tunnel  test  is  often  performed  to  evaluate  wind‐induced 

vibrations of a structure; and for super‐high buildings, such as Burj Khalifa Tower, it is necessary to 

carry out an aeroelastic test to evaluate its aerodynamics and aeroelasticity. The aeroelastic technique 

can well consider the effect of structural vibration, but only the aeroelastic response is obtained and 

the wind load cannot be observed simultaneously. Meanwhile, the aerodynamic damping identified 

from  an  aeroelastic  response  using  a  proper  mathematical  technique  (i.e.,  random  decrement 

technique) may not be accurate [3].   

The aforementioned wind tunnel test techniques have their advantages and disadvantages in 

evaluating  aerodynamics  and  aeroelasticity  in  bluff  bodies.  Few  studies  have  comprehensively 

overviewed the characteristics and developments of those wind tunnel test techniques in recent years 

and  reviews  for  advanced wind  tunnel  tests  like  hybrid  aeroelastic‐pressure/force  balance wind 

tunnel test techniques are very limited. In this paper, the conventional wind tunnel test techniques, 

including the HFBB test, SMPSS test and aeroelastic wind tunnel test, are reviewed in detail. Then 

two advanced wind tunnel test techniques, a forced vibration test technique and a hybrid aeroelastic‐ 

force balance  (HAFB)  test technique, are comprehensively overviewed  in  light of the  limitation of 

conventional wind tunnel test techniques. The characteristics of unsteady forces measured from the 

conventional and advanced wind tunnel tests are presented. Finally, new perspectives for advanced 

wind tunnel test techniques are summarized. 

2. Conventional Wind Tunnel Test Techniques   

2.1. HFBB Test 

The high frequency base balance (HFBB) test technique was proposed in the early 1980s [4,5] 

and has been developed as an economical and effective alternative approach to the more involved 

aeroelastic test. It is widely used for the prediction of the wind‐induced base shear and moment of 

high‐rise  structures  [6–9].  In  the HFBB wind  tunnel  test  technique,  the  base  forces  and bending 

moments  in different directions are observed  through  the balance equipped at  the bottom of  the 

model. The main apparatus used in the HFBB test is the force/bending moment sensor system. The 

system can be used to measure forces and bending moments in three directions acting on the test 

model. All data are obtained from the system at an appropriate frequency, for example, 500 Hz. With 

the time history of forces and bending moments, spectra of generalized force and response can be 

obtained through the Fast Fourier Transform (FFT). As a result, characteristics of aerodynamic forces 

of a bluff body can be analyzed.   

The technique involves the base force measurements of a nearly rigid scale model, which models 

only the external geometry of a structure. If the model is not rigid enough and responds dynamically 

to the wind force, the interaction between the dynamic response and the aerodynamic force would 

contaminate the base force measurements [10]. Therefore, the test model is made as rigid as possible. 

In addition, the technique was mainly developed for uncoupled linear mode shapes, as the coupled 

nonlinear mode shape may lead to complicated issues [8,9]. It has been affirmed that the dynamic 
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response can be sufficiently evaluated through the first three fundamental mode shapes [11] in two 

sway directions and one  twist direction. Each mode shape  is hypothesized as  linear  translational 

mode shape. However, in practice, the contribution of higher modes to the response calculation may 

be  considerable  and  in  this  case mode  shape  correction  factors  are  introduced  to  consider  the 

contribution. The factors have been empirically suggested in many studies [8,12]. 

In brief, the HFBB test technique is an effective and expeditious way to obtain exact overall wind 

loads (i.e., base shear force and base overturning moment). Furthermore, only one test is needed to 

determine wind‐induced responses for a series of structures with the same geometry. However, this 

technique has  some  limitations: The  ideal  linear  translational mode  shape and  constant  torsional 

mode shape of a HFBB are assumed or a correction factor is needed; only the fundamental modes of 

the two translational and one torsional mode shapes are concerned in the response analysis, and the 

higher mode shapes are neglected; the test model should be rigid enough and no significant motions 

during the test; the local wind force characteristics cannot be obtained. 

There have been lots of investigations on conventional buildings through the HFBB test and the 

technique has been developed for several decades [13–15]. In recent years, with the development of 

irregular buildings, some researchers have focused on the characteristics of aerodynamic forces on 

unconventional  structures  (twisted  building,  tapered  building)  [16,17].  In  addition,  some  new 

analysis methods based on the HFBB test have been proposed in order to address the disadvantage 

of unreal mode shape [13,18]. However, the inherent limitation that the HFBB test cannot measure 

the  distributed  pressure  still  exists.  Furthermore,  the model  is  static  and  the  unsteady  effect  is, 

therefore, excluded. 

2.2. SMPSS Test 

A SMPSS wind tunnel test technique is used to observe the wind pressure on the surface of the 

test model synchronously through the synchronous multi‐pressure sensing system. Different from 

the HFBB  test  technique, pressure  taps  are  installed  at different  levels of  the  test model  and  the 

distributed pressure is therefore recorded using a high‐speed scanning pressure equipment. The base 

shear  force and moment of the test model can be evaluated by using the high frequency pressure 

integration  (HFPI) method  [19,20]. As pointed out  in previous studies  [21,22],  the SMPSS test can 

provide the same output of the overall wind forces as that in a HFBB test  if the pressure taps are 

installed at a fine resolution over the surfaces of a test model. Wind‐induced vibrations of a test model 

can therefore be evaluated by the integrated overall wind force. It is noteworthy that the contribution 

of  higher modes  to  the  response  can  be  estimated  as  the  distributed  force  at  different  levels  is 

obtained. Furthermore,  the  local aerodynamic characteristics of a test model can also be analyzed 

[23,24]. In addition, a SMPSS test with a lumped mass test model allows to estimate the contribution 

of both the inertial force and the external pressure to the shear, torque, bending moment along the 

height of the test model.   

A test model in a SMPSS test should be rigid enough to avoid evident wind‐induced vibration 

so that the pressure measured in the test is precise [25]. Furthermore, in order to reduce the impact 

of pressure tap tubes on the signal, the length of the tube is usually less than 1.4 m.   

The  SMPSS  technique  has  been widely  used  for  estimating wind  loads  and wind‐induced 

vibrations of structures due to the above illustrated advantages. However, there are some technical 

drawbacks inherent to it. For instance, a SMPSS test may make use of a large number of pressure taps 

to accurately predict wind forces acting on a test model. Furthermore, it is difficult and prohibitive 

to install the pressure taps especially in the presence of complicated geometric forms (i.e., buildings 

with balconies or screens covered by the facade). For bluff bodies, the static measurements are prone 

to be affected by model motion. Lastly, the SMPSS test cannot consider the unsteady effect and the 

influence of structural vibration is excluded. 

2.3. Aeroelastic Test 

An  aeroelastic  test  technique makes  use  of  an  elaborate  test model  to  directly  obtain  the 

aeroelastic process. The model is designed to not only have the exterior geometry of the prototype 
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structure, but also the relevant dynamic parameters such as stiffness, mass and effective damping 

[22], so that the test model responds under the action of wind in the same way as the prototype would. 

Apart from the aforementioned parameters, the flow environment in a wind tunnel should also be 

well considered. However, it is hard to guarantee the exact scale ratio between the test model in a 

wind tunnel and that in the real world. High Reynolds number flow is usually assumed for high‐rise 

structures, indicating that the flow is regarded as laminar flow and the viscous forces of the fluid are 

therefore neglected. For the case that the action of wind on a structure is sensitive to Reynolds number 

(i.e., wind effect on circular cylinders), the Reynolds number should be well considered.   

Typical schematic aeroelastic models are presented in Figure 1. In Figure 1a, the damping ratio 

of a test model is adjusted by a plate which is immersed into an oil tank. The mass and fundamental 

frequency are adjusted by changing the position of the adjustable weight and the spring, respectively. 

The test model is pivoted to oscillate in one sway direction under the action of wind and therefore 

only  linear mode shape  is considered. This kind of  test models  is the so called “stick model”. For 

high‐rise structures, it is sufficient to consider the first two fundamental mode shapes and assume 

the mode shape as linear mode shape. For particular bluff bodies, higher mode shapes are important 

and in this case, another kind of aeroelastic models, which consists of several lumped elements is 

adopted [26]. An example of a lumped element model is shown in Figure 1b. 

 

 

 

 

Figure  1. Typical  schematic  aeroelastic models:  (a) A  stick model;  (b)  a multi‐degree‐of‐freedom 

model, after [26]. 
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Through  an  aeroelastic  test,  (1)  wind‐induced  oscillations  of  a  structure  can  be  directly 

measured; (2) fluid‐structure interactions can be well included; (3) high mode shapes of a test model 

can be well considered. Therefore,  this  test  technique  is widely accepted and used  for evaluating 

wind‐induced vibrations of structures. Meanwhile, the disadvantages of an aeroelastic test should 

also be highlighted: (1) The design and construction of an aeroelastic model is time‐consuming; (2) 

during  the  test, dynamic parameters may  vary with  oscillating  amplitude;  (3)  the wind  loading 

information, which is required by engineers, cannot be obtained.   

In  summary, by using  a HFBB or a SMPSS wind  tunnel  test  technique,  static base  forces or 

pressures of a test model are observed, which can be used for response predictions. The main problem 

of the test techniques is that the “unsteady” effect that has been proved to have a significant effect on 

response predictions is neglected. By using an aeroelastic test technique, wind‐induced vibrations of 

a test model, which contains the “unsteady” effect, can be directly observed. However, wind forces 

of  the  test  model  which  are  required  by  the  engineers  cannot  be  obtained.  Additionally,  the 

aeroelastic  test  is  complicated  and  time‐consuming.  To  overcome  the  shortcomings  in  the 

conventional  wind  tunnel  test  techniques,  advanced  wind  tunnel  test  techniques  (e.g.,  forced 

vibration test techniques and hybrid aeroelastic‐pressure/force test techniques) that can include the 

unsteady effect are required. 

3. Advanced Wind Tunnel Test Techniques 

3.1. Forced Vibration Test Technique 

Due to the different limitations of static measurement tests (HFBB and SMPSS) and aeroelastic 

test, a  forced vibration  test  is often carried out  to evaluate unsteady wind  forces of structures. A 

forced vibration test system mainly includes a test model, an actuator device, a signal generator, a 

power amplifier, a force measurement system and a response measurement system. An example of 

forced vibration test systems is given in Figure 2. The test model was mounted on a plate through 

two passive elastic pivots and is driven to oscillate harmonically in the crosswind direction by using 

the driving motor system. The test model was rigid enough and only the sway linear mode shape 

was considered. The base forces under different oscillating amplitudes and reduced wind velocities 

were measured from load cells installed underneath the mounting plate.   

 

Figure 2. A forced vibration test with respect to base force measurement [27]. 

As mentioned before, unlike distributed pressures, base forces do not include local wind force 
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test  of  a  two‐dimensional  cylinder  with  respect  to  unsteady  pressure  measurements.  The 

characteristics of unsteady pressures were analyzed. Cooper et al. [30] carried out a forced vibration 

test of a three‐dimensional tapered prism with respect to unsteady pressure measurements. The effect 

of oscillating amplitude and wind velocity on the unsteady pressure was discussed. Most recently, 

Banfi and Carassale  [31] and Li  et al.  [32] devised  forced vibration  systems  for  two‐dimensional 

cylinders. Chen  et  al.  [1,33]  have  further  investigated  the  aerodynamic  damping  of  vertical  and 

inclined prisms through a forced vibration test. The response and wind pressure of the model were 

measured synchronously. It has been confirmed that the accuracy of unsteady aerodynamic forces 

can be significantly  improved ascribed  to  the consideration of structural vibration. The schematic 

diagram of the forced vibration device is in Figure 3. 

 

 

 

Figure 3. Schematic diagram of a forced vibration device: (a) a forced vibration test rig; (b) a forced 

vibration model in a wind tunnel; (c) the global view of the forced vibration model in a wind tunnel. 
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than  those observed  from a  forced vibration  test. The HAFB  test  technique was composed of two 

parts, including free vibration measurement and unsteady pressure measurement. In this section, the 
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mechanism  of  the  test  technique  was  clarified  clearly  and  the  development  of  the  HAFB  test 

technique was introduced. An example of HAFB test system is given in Figure 4. The tip response of 

the test model was determined by the response observed from the LDS through a proper calibration 

(obtain the relationship between the tip response and the LDS observed response). The oscillating 

frequency  𝑓   and mechanical damping  ratio  𝜉   of  the HAFB were determined by a signal of  free 

decay response. 

 

Figure 4. Hybrid aeroelastic‐force balance (HAFB) system: (a) Plan view of the test rig; (b) stereogram 

of the test rig; (c) test rig in a wind tunnel; (d) details of rotating plate and pivot [25]. 

Besides, the pressure measurement was synchronous with the response measurement, and the 

synchronization was  realized by  inputting a  random and periodical  signal generated by a  signal 

generator.  The  pressure  was  sampled  by  using  a  synchronous  multi‐pressure  sensing  system 

(SMPSS). The sampling frequency and the duration time of unsteady pressure measurement are the 

same as those of the free vibration measurement.   

Very few studies have focused on the HAFB technique. Chiara Pozzuoli [37] has developed a 

hybrid  aeroelastic‐force‐pressure  measurement  system.  Distributed  pressures,  overall  forces, 

acceleration and displacements of a test model were simultaneously obtained by using the system 

(Figure 5). 

   

Figure 5. A base force–pressure–aeroelastic integrated model, after [37]: (a) Global view of the 

hybrid aeroelastic‐force‐pressure measurement system; (b) Side view of the bluff body in hybrid 

aeroelastic‐force‐pressure measurement system. 
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The test model in Figure 5 is a continuous “skin–skeleton” type aeroelastic model that consists 

of an external non‐structural “skin” part and an  inner  structural “skeleton” part. The  inner  three 

boxes  are  rigid  and  connected  at  three  different  levels.  The  test  results  are  used  for  analyzing 

characteristics of unsteady crosswind  forces and  identifying  the aerodynamic damping of  the  test 

model. However, the experimental activity in the boundary layer wind tunnel was a laborious stage 

of work and inconvenient in practical use. It is not necessary to set up a “skin–skeleton” type model 

and a stick  is enough  to  investigate aerodynamic and aeroelastic characteristics of a  tall building. 

Furthermore, the test model cannot experience large oscillations under the action of wind, suggesting 

galloping‐like  self‐excited vibrations  cannot occur. Another example of a HAFB  system has been 

devised to estimate wind loads and wind‐induced vibrations of a cooling tower by using a modified 

equivalent beam‐net design method [38–40], as shown in Figure 6. The test model can simulate high 

mode shapes of a cooling  tower. However, as mentioned by  the authors,  there exist considerable 

differences (achieved to 10%) between the test model and the real cooling tower. 

 

Figure 6. A HAFB model of a cooling tower [39]. 

Most  recently, Gao  and Zhu  [41,42] devised  a  spring‐suspended  system  (Figure  7)  that  can 

observe unsteady base forces and aeroelastic vibrations of a two‐dimensional test model. The stiffness 

and damping of the system were adjusted by changing springs and additional dampers that were 

installed at the two ends of the system. The system was a weakly nonlinear system and the amplitude‐

dependent  nonlinear  mechanical  frequency  and  damping  were  identified  before  the  test.  The 

unsteady  base  force  and  response  of  the  test  model  were  measured  by  force  balances  and 

displacement sensors, respectively. It is noteworthy that galloping‐like large amplitude oscillations 

of  the  test  model  occur.  Correspondingly,  unsteady  self‐excited  forces  during  galloping  were 

observed. The test system has been proved to be reliable and accurate to obtain the unsteady self‐

excited force of  the test model. However,  it is base force measurement and characteristics of  local 

unsteady wind forces (i.e., span‐wise correlation) cannot be analyzed. Furthermore, the system was 

used for two‐dimensional deck sections and cannot be used for three‐dimensional prisms. Besides, 

Chen et al. [25,43] developed a mathematical model to quantify the unsteady self‐excited forces acting 

on a slender by HAFB wind tunnel tests, and found that the forces obtained from the tests can be 

used to predict the galloping response.   
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Figure 7. A spring‐suspended system that is used for based force and response measurements [41,44]. 

4. Unsteady Aerodynamic Forces Measured from Advanced Wind Tunnel Test Techniques 

To  explain  the  effectiveness  of  the  advanced  wind  tunnel  test  techniques,  unsteady 

aerodynamics  (e.g.,  aerodynamic  forces  and  aerodynamic  damping)  and  aeroelasticity  (e.g., 

galloping) measured from the techniques are reviewed. 

4.1. Characteristics of Unsteady Wind Force 

The distributed pressure as well as the overall wind load of a prism can be evaluated from a 

SMPSS test. Wind pressures on the windward face of a structure are positive as the approaching flow 

directly acts on the face whereas they are negative on the other three faces (leeward face and side 

faces) due to suction. Wind forces in the along wind direction are defined as drag force and those in 

the crosswind direction are defined as lift force (Figure 8).   

 

Figure 8. Wind force components of a square prism [37] 

For three‐dimensional prisms, the local and overall mean, root mean square (RMS) lift and drag 

force coefficient are defined as follows. It should be noted in the crosswind direction the mean lift 

force coefficient is close to zero and is therefore neglected. The base moment coefficient can also be 

evaluated from the observed local pressure coefficients.   

The local wind force coefficients of a test model at height z above the ground are defined as   

C z
F z
A q

, C z
σ

A q
, C z

σ

A q
 (1) 

where  C z , C z  and C z   are  the  local mean drag  force  coefficient,  the  local RMS drag  force 

coefficient and the local RMS lift force coefficient, respectively.  F z ,σ  and σ   are the mean 
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drag force, the RMS drag  force and the RMS lift force, respectively.  𝐴   is the sectional area.  𝑞
𝜌𝑈 , where  𝜌  is air density and 𝑈  is wind velocity.   

Integrating  the  obtained  local  wind  force  coefficients  at  each  level,  the  generalized  force 

coefficients are expressed as 

C
∙ ∙

, C
∙ ∙

, C
∙ ∙

, (2) 

where,  C , C  and 𝐶   are the generalized mean drag force coefficient, the RMS drag force coefficient 

and the RMS lift force coefficient, respectively.  𝐷  and  𝐻 are the width and height;  ϕ z  denotes the 
mode. 

The base force coefficient is expressed as   

C
F

DH q
, C

F
DH q

, C
F

DH q
, C

F
DH q

 (3) 

where  C ,  C ,  C  and C  denote the mean drag base moment, the RMS drag base moment, the 

mean lift base moment and the RMS lift base moment, respectively;  F ,  F ,  F  and F   denote 

the mean drag force, the RMS drag force, the mean lift force and the RMS lift force, respectively.   

Based on observed wind pressures and the above definitions, static wind force characteristics of 

structures  have  been  comprehensively  analyzed  [9,21,45,46].  Most  recently,  static  wind  force 

characteristics  of  backward  or  forward  inclined  prisms  were  investigated  [47].  The  effect  of 

inclination on the force coefficients was analyzed. It was pointed out that the base shear force and 

moment tend to decrease with increasing the inclinations apart from a small backward inclination 

case. The possible reasons were illustrated in terms of base force spectra, pressure coherences of the 

side face pressures and vortex shedding frequencies. 

Many studies have focused on unsteady wind forces on bluff bodies. Bearman and Obasaju [29] 

have  investigated  the  pressure  fluctuation  of  oscillating  two‐dimensional  circular  and  square‐

sectional cylinders. Both the mean and fluctuating crosswind pressures of the cylinders at or away 

from the lock‐in range were observed, and substantial differences between the two cylinders were 

discovered  (Figure  9).  It was  found  that,  at  high wind  speeds,  oscillating pressures  are  in  close 

agreement with that measured from a static test model, suggesting that the pressures are under quasi‐

steady state and the effect of structural oscillation is slight. At low wind speeds (around the lock‐in 

range), a significant peak took place (Figure 10), which was ascribed to the interaction of structural 

motion and vortex  shedding. The vortex  shedding process will  impart  forces on prisms  and  the 

prisms may respond to these forces. When the shedding frequency is equal or in close agreement to 

the natural frequency of the prism, a coupling between the response and the wake exists. In this case, 

the oscillating frequency of the prism dominates the vortex shedding frequency of wind flow at a 

certain wind speed range and the range increases as the structural damping decreases. 

 

Figure 9. Fluctuating pressure measured on a side face, after [29]. 
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Figure 10. Lock‐in phenomenon, after [29]. 

In steady flow, bluff bodies can undergo vortex‐induced‐vibrations (VIVs) because of the von 

Karman vortices generated in wake flow which will create unbalanced forces on the structure. VIVs 

of prisms occur at the lock‐in range where the exciting frequency may close to the natural frequency 

of the body. In addition, downstream structures behind the bluff bodies generating vortices may also 

undergo VIV because of the impingement of induced flow and the low pressure core region of the 

vortices [48]. Because of the practical and theoretical importance of VIV, it has received considerable 

attentions  [48–53]. The phenomena as well as  the mechanism about  the VIV of bluff bodies with 

simple  configurations were primarily  investigated. The  commonly  accepted  interpretation of  the 

mechanism underlying the VIV is that there is a net flux energy from the fluid flow into a structure 

and, with respect to the structure, negative damping is set up which reduce the total damping of the 

structure. In the case of low structural damping and mass of a structure, oscillations of the body may 

be enlarged. It is usually regarded as the lower the structural damping and mass are, the greater the 

VIV of the body are. However, the VIV  limits themselves  to amplitudes on  the order of  the body 

dimension even for the low structural damping and mass case. This feedback mechanism is implicitly 

assumed to be nonlinear. The flow and thereby the negative damping are altered by the body motion. 

The altered flow provides less net energy flux to the structure at some oscillating amplitudes and 

equilibrium of energies is achieved. The oscillating frequency not always coincides with the natural 

frequency of the structure. Oscillations may occur at twice or three times the shedding frequency, 

which may  be  ascribed  to  the  effect  of  the  airflow  added mass  and  the  geometry  of  the  vortex 

shedding street [54,55]. 

Cooper et al. [30] and Katagiti et al. [56,57] investigated unsteady pressures of bluff bodies. The 

effect of oscillating amplitude and reduced velocity on the sectional alongwind and crosswind force 

coefficients were analyzed. It was found that, in the alongwind direction, oscillating amplitude and 

wind velocity have a slight effect on the observed force coefficients, whereas they have a significant 

effect  on  the  observed  force  coefficients  in  the  crosswind  direction.  An  example,  local  force 

coefficients in the crosswind direction, is given in Figure 11. It shows that, at low wind speeds, the 

local  force coefficients  increase with oscillating amplitude whereas at high wind speeds,  the  local 

force coefficients are in close agreement with that of a stationary case. 
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Figure 11. The effect of oscillating amplitude and reduced velocity on the sectional crosswind force 

coefficients, after  [30]:  (a) with  respect  to  tip amplitude of  the bluff body;  (b) with  respect  to  the 

reduced wind speed. 

Based on observed unsteady pressures, spanwise correlations of cylinders have been analyzed 

[32,58].  It  is  noteworthy  that,  at  the  vortex  lock‐in  range,  the  spanwise  correlation  increases 

considerably with  oscillating  amplitude  and  away  from  the  vortex  lock‐in  range,  the  spanwise 

correlation  changes  slightly  with  increasing  oscillating  amplitude,  suggesting  that  oscillating 

amplitude has a significant effect on spanwise correlation around the vortex lock‐in range and has a 

slight effect on spanwise correlation away from the vortex lock‐in range. A study [32] also pointed 

out that the vibrating pattern, wind incidence and Reynolds number also have considerable effects 

on spanwise correlation and the effects cannot be neglected (Figure 12). 

 

Figure 12. Effect of the vertical amplitude on the spanwise correlation of aerodynamic forces acting 

on an oscillatory cylinder around the vortex lock‐in range [32]. 

The above studies have not only advanced our understanding of  characteristics of unsteady 

wind forces of structures, but also provide a foundation for further analysis. The following section 

will introduce the identified aerodynamic damping based on the unsteady wind forces obtained from 

a forced vibration test. 

4.2. Aerodynamic Damping Force 

The observed unsteady wind force is composed of a random component due to unsteady wake 

effects and turbulence, and a motion‐induced force component. Based on a previous study [10], it is 

expressed as 

W t W t W t
1
2
ρU DH C t C t  (4) 

Z/
H

(b) (a) 
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where  W t   is  the  observed  unsteady  wind moment;  W t   and  W t   are  the  random  wind 

moment  component  and  the motion‐induced moment  component,  respectively;  C t   and  W t  
are the random wind force coefficient and the motion‐induced force coefficient, respectively.   

The corresponding base force is written as 

F t F t F t
1
2
ρU DH C t C t  (5) 

where  𝐹 𝑡   is  the  observed  unsteady wind  force;  𝐹 𝑡   and  F t   are  the  random wind  force 

component and the motion‐induced force component, respectively. 

A complex aerodynamic impedance,  𝐾   is defined and expressed as 

K y
1
2

 ρU DHC  (6) 

Then, a dimensionless form of impedance  𝐺   is defined as 

G
K

2ω M η
 (7) 

where  M η  denotes the generalized mass of the prism. For a test model with linear mode shape, it is 

expressed as 

M η
ρHD

3
 (8) 

As mentioned, the motion‐induced force can be divided into an aerodynamic stiffness term and 

an  aerodynamic  damping  term  (G λ iu ).  The  real  part  λ   corresponds  to  the  aerodynamic 

stiffness term and the  imaginary part  u corresponds to the aerodynamic damping term. Then, the 

base moment is re‐written expressed as   

W t
1
2
ρU DH Cl t

4
3

D λω2y
μ
ω

y  (9) 

In a  forced vibration  test,  the  test model oscillates harmonically, and  the  tip response can be 

expressed as 

y t ycos 2πft  (10) 

where  y t  is the tip displacement response and  y  is tip oscillating amplitude. 

Considering the orthogonality of trigonometric functions, yields, 

I lim
→

1
T

W t cos ωt dt (11) 

I lim
→

1
T

W t sin ωt dt (12) 

Then, the aerodynamic stiffness and damping coefficients are expressed as 

λ
3

ρ 2πf D H y
I  (13) 

μ
3

ρ 2πf D H y
I  (14) 

It should be clarified that  𝐼   and  𝐼   can be derived from the time‐history base force or the time‐

history pressure measured from a forced vibration test. By using the identification scheme introduced 

above, Steckley [10] identified the aerodynamic stiffness and aerodynamic damping coefficients of 

bluff  bodies.  The  aerodynamic  stiffness  and  damping  coefficients  of  the  prisms  under  different 

oscillation  amplitudes  and  turbulence  intensities  observed  in  a  previous  study  are  presented  in 

Figure 13. Figure 13a shows that the aerodynamic stiffness coefficients are negative under all reduced 

velocities. Figure 13b  shows  that  the aerodynamic damping coefficients are positive at  low wind 

speeds and are negative at high wind speeds. The peaks of  the aerodynamic stiffness coefficients 

occur at the reduced wind speed around 10 which is in the vortex lock‐in range. In this range, the 

aerodynamic damping  coefficients  change  from positive  to negative. Furthermore,  the oscillating 

amplitude has a great effect on the aerodynamic stiffness and damping coefficients. The magnitudes 

of the aerodynamic stiffness and damping tend to increase with oscillating amplitude. In addition, 

turbulence  intensity also has an  impact on  the  two  terms. The magnitudes  tend  to decrease with 

increasing oscillating amplitude. The effect of aspect ratio has also been investigated and it was found 

that  the aerodynamic damping and stiffness coefficients are not sensitive to the aspect ratio apart 

from the aspect ratio of 6.67. 
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Figure  13. Aerodynamic  stiffness  and  damping  coefficients  of  a  prism  (a)  aerodynamic  stiffness 

coefficients; (b) aerodynamic damping coefficients, after [10]. 

With linear mode shape assumption, based on random vibration theory, the variance of the tip 

response of a test model is estimated by   

y
1

K
|H f | S f df (15) 

where  y is the variance of the tip response;  K   is the generalized stiffness;  f  is the frequency;  S f  
is the spectrum of generalized force that is obtained from a HFBB test; H f   is the modulus of the 

mechanical admittance function and is expressed as 

H f
1

1 f f⁄ i2ξ f f⁄
 (16) 

where  𝑓   is the natural frequency;  𝜉   is the structural damping ratio. 

It should be emphasized that, for high‐rise prisms and buildings, the aerodynamic stiffness force 

component is small and is often neglected, and only the aerodynamic damping force component is 

concerned  [59].  The  above  analytical  scheme  has  been  proved  to  be  reasonable  and  reliable  in 

aerodynamic damping identification. Following the analytical scheme, a few studies have identified 

the aerodynamic damping of several kinds of prisms  [30,56,60]. Substituting the  identified results 

into Equation (16), the mechanical admittance is re‐written as 

H f
1

1 f f⁄ i2 ξ ξ f f⁄
 (17) 

Substituting Equation (16) into (15), the response predictions can be improved.   

For the purpose of convenient use, nonlinear mathematical models of the identified aerodynamic 

damping  have  been  developed. Watanabe  et  al.  [61]  have  proposed  an  empirical mathematical 

function which  is  a  function  of  oscillating  amplitude  and  reduced wind  velocity,  to model  the 

aerodynamic damping. The empirical model is expressed as 
F F sin χ F cos χ F  (18) 

F
2H U U⁄ A

1 U U⁄ 4H U U⁄
 (19) 

F
U U⁄ 1 U U⁄ A

1 U U⁄ 4H U U⁄
 (20) 

where  𝐹    is  aerodynamic damping  coefficients;  U    is  the vortex wind  speed; 𝜒 ,  H  and  A    are 

parameters of the function, which are functions of oscillating amplitude.   

Chen [59] has revised the mathematical model by a second‐order polynomial. Even though the 

expression is different, it is also a function of oscillating amplitude and reduced wind velocity. It is 

written as 

ξ y a a y a y  (21) 

or 

ξ σ a √2a σ 2a σ  (22) 
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where  a , a   and  a   are parameters that are functions of reduced wind speed.   

Self‐excited vibration (galloping) occurs when the total damping of a system is negative. It is in 

a  steady  state when  the  total damping  ξ ξ ξ   becomes  zero. The  steady  state  amplitude  is 

determined by 

ξ a a y a y 0 (23) 

where  𝑆  is Scruton number and expressed as  𝑆 𝑚 𝜉 𝜌𝐷⁄ . 𝑚   is the mass ratio. 

Solving Equation (23), yields 

y
a a 4a a S

2a
 (24) 

By using the developed polynomial, the aerodynamic damping of a test model was evaluated 

and compared with  that estimated by Equation  (18) and  the quasi‐steady  theory  (Figure 14). The 

identified aerodynamic damping has been well used for response predictions and fatigue estimations 

of structures. 

 

Figure 14. Aerodynamic damping of a test model evaluated by nonlinear mathematical models and 

the classic quasi‐steady theory [59]. 

Apart  from  the  forced vibration  technique,  the aerodynamic damping  can also be evaluated 

based  on  spectral  and  time  series  approaches  (i.e.,  auto‐regressive  (AR)  or  auto‐regressive  and 

moving‐averages  (ARMA)  techniques, half power bandwidth  techniques  and  random decrement 

techniques  (RDT)  [62–64]). However,  these methods have either mathematical  limitations or data 

record problems, and are incorrect in some cases, as reported in previous studies [3,65]. 

For forward inclined prisms, the generalized aerodynamic damping coefficients are shown in 

Figure  15,  where  𝜎 /𝑦  means  the  normalized  amplitude  of  vibration  and  inclination  and 

𝑈/𝑓𝐷 means reduced wind velocity.  𝛼 means the inclination angle. It is clear that the generalized 

aerodynamic damping coefficients reach the peak when the reduced wind speed is  1/𝑆𝑡.   
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Figure 15. Generalized aerodynamic damping coefficients of forward inclined prisms [33]: (a–f) with 

respect to tip amplitude when the inclination angle is equal to 0°, 5°, 10°, 15°, 20° and 30°, respectively. 

4.3. Unsteady Self‐Excited Force 

Chen and Kareem [66] pointed out that aerodynamic forces are commonly separated into static, 

buffeting and self‐excited force components. Among them, the self‐excited force component which 

contains unsteady wind effect is used for predictions of the flutter of deck sections and galloping of 

prisms. A linear self‐excited force model of airfoil and bridge deck has been proposed by Scanlan and 

Tomo [67]. Due to its simplicity and practicability, it has been widely accepted and used by engineers. 

Based on the  linear model, other self‐excited force models with the similar expressions have been 

proposed [68,69]. Despite the fact that the linear model has proven its utility for many applications, 

it may not  be  able  to  address  issues  aerodynamic nonlinearities  and unsteady  effect  [66]. Many 

studies have  focused on nonlinear  self‐excited  force models  [70–74]  that are used  for amplitude‐

dependent flutter derivative identification, high‐order flutter force spectrum identification, nonlinear 

hysteresis analysis and low‐speed flutter analysis.   

Self‐excited  galloping  force  is  commonly  estimated  by  a  quasi‐static method. However,  the 

quasi‐static force excludes the effect of structural oscillation and is therefore not applicable to predict 

galloping  responses  of  structures with  respect  to unsteady  effect. Bouclin  and Geoola  [75]  have 

proposed a wake‐oscillator model which combined  the quasi‐static force model with  the Hartlen‐

Currie lift model to explain the galloping phenomena of a square cylinder. The classic quasi‐static 

force model was,  therefore,  improved by  introducing  the  forces  induced by  the vortex  shedding 

process. Corless  and  Parkinson  [76,77]  improved  the wake‐oscillator model  to  predict  the VIV‐

galloping combined response of cylinders. Tamura [78] has combined the quasi‐static force model 

with the Birkhoff wake‐oscillator model [79] to evaluate the combined effects of VIV and galloping. 

Mannini  et  al.  [80]  have  investigated  the  self‐excited  force  models  proposed  by  Corless  and 

Parkinson, and Tamura through wind tunnel studies on VIV‐galloping of rectangular cylinders. They 

pointed out that though the self‐excited force models can substantially reflect the interaction of VIV 

and galloping, they cannot well predict the combined vibrations. Most recently, Gao and Zhu [41,81] 

have  identified  the  unsteady  galloping  force  of  two‐dimensional  cylinders  by  using  the 

aforementioned hybrid aeroelastic‐force experimental system (Figure 7). Chen et al. [25] measured 

the unsteady aerodynamic force and galloping response of a prism from a HAFB wind tunnel test. 

The unsteady aerodynamic force measured form the hybrid aeroelastic‐pressure balance test includes 

galloping  force  components and buffeting  force  components. For  the  cases of Vr = 28, 36 and 42, 

unsteady aerodynamic forces on the prism are shown in Figure 16. For the static measurement case, 

the only peak was induced by vortex shedding. This means in a static measurement case, the effect 

(c) (a)  (b) 

(d)  (e)  (f) 



Sensors 2020, 20, 4633  17  of  24 

of structural motion on aerodynamic force was excluded which will lead to underestimation in the 

prediction  of wind‐induced  response. The  galloping  responses of  the  cylinders predicted  by  the 

unsteady  galloping  force  are  coincident  well  with  the  experimentally  observed  (Figure  17), 

suggesting the identified unsteady galloping force is reasonable and reliable. 

 

Figure 16. Unsteady aerodynamic forces on the prism: (a) In time domain; (b) in frequency domain, 

fvs is the frequency of shedding vortices [25]. 

 

Figure 17. Comparison between the calculated and measured amplitudes of galloping instability [25]. 

The identified unsteady galloping force includes three components: an aerodynamic damping 

component, an aerodynamic stiffness component and a residual force (buffeting force) component. 

Among them, only the aerodynamic damping or stiffness component inputs or dissipates energy to 

an oscillating system. Additionally, it has been validated that the effect of the aerodynamic stiffness 

is slight. On these considerations, a nonlinear mathematical model that is simplified as a fifth order 

polynomial was established to model the unsteady galloping force. It is expressed as Equation (25). 

P y, y
1
2
ρU Dϕ z dz p

y
U

p
y
U

p
y
U

p y p y p y  (25) 

where  P y, y   is unsteady self‐excited forces acting on a bluff body;  D  the height of the test model; 

ϕ z    is  the  mode  shape;  𝑦   is  the  response  of  the  model;  y   is  the  velocity  of  the  model; 

p , p , p , p , p  and p   are the aerodynamic coefficients of unsteady self‐excited forces. 

It was found that the classical quasi‐steady theory fails to predict the galloping response of a 

slender  prism,  as  presented  in  Figure  18a. By  contrast,  the  galloping  response  predicted  by  the 

developed model  is  in  close  agreement with  experimental  results,  as  shown  in  Figure  18b. This 

suggests  that  the  shortcomings  of  the  classical  quasi‐steady  theory  in  predicting  galloping 

instabilities of bluff bodies can be well address by the developed model that is established according 

to unsteady aerodynamic forces measured from the HAPB test.   
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(a)  (b) 

Figure 18. Comparison of predicted amplitudes of oscillation with experimental results and  those 

predicted  by  the  classical  quasi‐steady  theory:  (a) Galloping  response  predicted  by  quasi‐steady 

theory  and  measured  unsteady  self‐excited  force  (USEF);  (b)  galloping  response  calculated  by 

developed model [25]. 

5. Comparison and Perspective 

5.1. Comparison of Wind Tunnel Test Techniques 

As mentioned before, conventional static measurement tests fail to consider the unsteady effect, 

and the effect of structural vibration is not included. Particularly speaking, the test models used in 

the HFBB test technique and the SMPSS test technique are static, so the unsteady effect is completely 

excluded. For bluff bodies undergoing galloping, the quasi‐steady theory fails because the unsteady 

effect on this occasion is very obvious. In this situation, the HFBB test technique and the SMPSS test 

technique  should  not  be  used.  For  the  aeroelastic wind  tunnel  test,  it  can  experience  the  fluid–

structure interaction like a real building. However, only the wind‐induced response of the prism can 

be  observed,  and  the  distributed  pressure  on  the  structure  cannot  be  obtained.  So  aeroelastic 

characteristics of bluff bodies can be analyzed according to the data obtained from aeroelastic wind 

tunnel test. Aerodynamic characteristics cannot be received. To overcome the above shortcomings, 

the forced vibration test technique and HAFB test technique are proposed. They can be considered 

as  the  combination  of  SMPSS  and  aeroelastic  test. The  forced  vibration  test  technique  is widely 

performed to obtain local pressure and response of the test model. The model can oscillate at a certain 

frequency in the crosswind direction due to the motor fixed under the plate. But the technique only 

considers  the one‐way coupling effect and  the structural motion  is not  like  the real one. To some 

extent, forced vibration test can be used to obtain aerodynamic force acting on bluff bodies including 

aerodynamic damping force and aerodynamic stiffness force. But response of prisms in the real world 

cannot be predicted  according  to  this  technique. Due  to  the disadvantages of  conventional wind 

tunnel  test  techniques  and  forced  vibration  test, HAFB  test  is  developed with  the  purpose  of 

improving the accuracy of prediction and obtaining more information. The detailed comparison of 

each test technique is shown in Table 1. 

Table 1. Comparisons of each wind tunnel test technique. 

Test Techniques 
Characteristics of 

Test Model 
Measured Content  Disadvantages 

High frequency base 

balance test 
Static 

Base shear force and 

base overturning 

moment 

No distributed pressure 

and unsteady effect 

Static synchronous multi‐

pressure sensing system 
Static  Local pressure  No unsteady effect 
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test 

Aeroelastic test  Free vibration  Response  No distributed pressure 

Forced vibration test  Forced vibration 
Local pressure and 

response 

No two‐way coupling 

effect 

Hybrid aeroelastic‐force 

balance test 
Free vibration 

Local pressure and 

response 
− 

5.2. Analytical Scheme of Conventional and Advanced Wind Tunnel Test Techniques 

HFBB is widely applied to predict the wind‐induced base shear and moment of bluff bodies. In 

a HFBB wind tunnel test, generalized wind force and base force can be obtained, which can be used 

for calculating wind force spectra and wind‐induced response (Figure 19) according to a statistical 

approach (Figure 20).   

 

Figure  19. Analytical  scheme  for  a high  frequency base balance  test or  static  synchronous multi‐

pressure sensing system test. 

Despite the effectiveness of the HFBB test technique in analyzing aerodynamics in bluff bodies, 

it cannot obtain  the point wind pressure, cross‐correlation coefficient and coherence coefficient of 

wind pressure on the surface of a test model. SMPSS wind tunnel test can observe wind pressures on 

a  static model  synchronously.  Integrating  the observed wind pressure  along  the height of  a  test 

model, the local and generalized aerodynamic forces can be obtained. Wind‐induced responses of the 

test model are, therefore, calculated according to the analytical scheme (Figure 19) using a statistical 

approach (Figure 20).   

 

Figure 20. Elements of the statistical approach to gust loading [82]. 

Wind‐induced response of a test model cannot be directly obtained from a HFBB or SMPSS wind 

tunnel  test.  Aeroelastic  test  is  a  straightforward  way  to  measure  wind‐induced  displacement 

response, torsion angle and acceleration. However, it cannot synchronously observe wind pressures 

or wind forces acting on a test model. 

In a  forced vibration wind  tunnel  test,  the unsteady effect of wind acting on a prism can be 

considered. A certain amplitude and frequency were given to determine the motion of the model. 
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Pressure on the surface of the model was obtained through pressure taps. Then the generalized force 

and force coefficient, force spectra and power spectra were calculated. Besides, aerodynamic force, 

aerodynamic  damping  force  and  aerodynamic  stiffness  force  can  be  identified.  The  calculation 

procedure for results obtained from a forced vibration wind tunnel test was shown in Figure 21. 

 

Figure 21. Calculation procedure of forced vibration wind tunnel test. 

In  a hybrid aeroelastic‐pressure/force balance  test,  the unsteady  effect was  fully  considered. 

Unsteady  aerodynamic  force  was  divided  into  three  parts  including  aerodynamic  damping 

component, aerodynamic stiffness component and residual component. According to the first two 

parts of the three components, a nonlinear mathematical model of the unsteady self‐excited force can 

be deduced, while the order of the nonlinear model was obtained from order of unsteady self‐excited 

force spectrum. As a result, the galloping response of a prism can be predicted. In general, the scheme 

to model the unsteady self‐excited force on a bluff body is summarized in Figure 22. 

 

Figure 22. Scheme for modeling the unsteady self‐excited force and predicting the galloping response 

of a bluff body. 

6. Concluding Remarks and Recommendations 

In this paper, conventional wind tunnel test techniques (including HFBB, SMPSS and aeroelastic 

test techniques) and advanced wind tunnel test techniques (including forced vibration test techniques 

and hybrid aerodynamic‐pressure/force balance test techniques) were comprehensively overviewed. 

The main conclusions and recommendations are summarized as follows. 

(1) The HFBB and SMPSS techniques neglect the unsteady effect, which has been proved to have a 

significant influence on the predicted wind‐induced response. The response of the bluff bodies 

cannot be obtained directly from these two techniques.   

(2) The aeroelastic test can only obtain the wind‐induced response of a bluff body, while the wind 

force acting on the model cannot be obtained.   

(3) Unsteady aerodynamic forces obtained from a forced vibration wind tunnel test takes part of the 

unsteady effect into consideration, because a test model is forced to oscillate and it only considers 

the effect from an oscillating model to its surrounding flow and cannot consider the feedback. As 

a  result,  unsteady  aerodynamic  forces  on  a  forced  oscillation model may  have  considerable 

differences with those on an aeroelastic model or a structure in the real world.   

Forced vibration 
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Aerodynamic force

Aerodynamic 
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Aerodynamic 
damping force
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(4) The hybrid aeroelastic‐pressure/force balance test techniques are effective in measuring unsteady 

aerodynamic forces on bluff bodies during aeroelastic oscillations. The obtained forces can well 

include the ‘unsteady’ effect and can be used to address the shortcomings of classical theories 

(e.g., the classical quasi‐steady theory) in predicting wind‐induced responses of bluff bodies.   

(5) The  HAPB/HAFB  test  techniques  are  highly  recommended  to  investigate  the  unsteady 

aerodynamics and aeroelasticity of bluff bodies. 

Author Contributions: Z.C.: Writing—original draft preparation, data  analysis,  investigation, methodology, 

software.  Y.X.:  Date  analysis,  writing—review.  H.H.:  Investigation,  writing—review.  K.T.T.:  Supervision, 

writing—review,  funding  acquisition.  All  authors  have  read  and  agreed  to  the  published  version  of  the 

manuscript.   

Acknowledgments: Qian Wang and Yatai Wang: Writing‐review and figures (not included as co‐authors).   

Funding: The work described in this paper was supported by the National Natural Science Foundation of China 

(Grant No.:  51908090),  Scientific  Research  Fund  of  Institute  of  Engineering Mechanics,  China  Earthquake 

Administration (Grant No. 2020D10) the Fundamental Research Funds for the Central Universities (Project No.: 

2019CDXYTM0032), the Natural Science Foundation of Chongqing, China (Grant No.: cstc2019jcyj‐msxm0639), 

the  Key  project  of  Technological  Innovation  and  Application  Development  in  Chongqing  (Grant  No.: 

cstc2019jscxgksb0188) and the Research Grants Council of the Hong Kong Special Administrative Region, China 

(Project No. 16242016). The authors appreciate the use of the testing facility, as well as the technical assistance 

provided  by  the  CLP  Power  Wind/Wave  Tunnel  Facility  at  the  Hong  Kong  University  of  Science  and 

Technology. The authors would also like to express our sincere thanks to the Design and Manufacturing Services 

Facility (Electrical and Physical Fabrication Unit) at the Hong Kong University of Science and Technology for 

their help in manufacturing the test rig for the HAPB wind tunnel test. 

Conflicts of Interest: The authors declare no conflicts of interest. 

References 

1. Chen, Z.; Tse, K.T.; Kwok, K.C.S. Unsteady Pressure Measurements on an Oscillating Slender Prism Using 

a Forced Vibration Technique. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2017, 170, 81–93. 

2. Lin, S.; Wang, Q.; Nikitas, N.; Liao, H. Effects of Oscillation Amplitude on Motion‐induced forces for 5:1 

rectangular cylinders. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2019, 186, 68–83.   

3. Estimation and Modeling of Damping and Engineering Auxiliary Damping Systems in Civil Engineering 

Structures:  An  Overview.  Available  online: 

https://nathaz.nd.edu/confs/(2000)Estimation_and_Modeling_of_Damping_and_Engineering_Auxiliary_

Damping_Systems_in_Civil_Engineering_Structures.pdf (accessed on 4 August 2020). 

4. Tschanz, T.; Davenport, A. The Base Balance Technique for the Determination of Dynamic Wind Loads. J. 

Wind Eng. Ind. Aerodyn. 1983, 13, 429–439. 

5. Tse, K.T.; Hitchcock, P.; Kwok, K.C.S. A Time Domain Analysis Technique for Aerodynamic Wind Tunnel 

Model Studies. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2008, 5, 1–16. 

6. Holmes,  J.; Rofail, A.; Aurelius, L. High  frequency base balance methodologies  for  tall buildings with 

torsional  and  coupled  resonant modes,  In  Proceedings  of  the  11th  International Conference  on Wind 

Engineering, Lubbock, TX, USA, 2–5 June 2003. 

7. Rofail, A.; Holmes, J. High frequency base balance methodology for linked tall buildings. In Proceedings 

of the 12th International Conference on Wind Engineering, Cairns, Australia, 1–6 July 2007. 

8. Spence, S.; Bernardini, E.; Gioffrè, M.  Influence of  the Wind Load Correlation on  the Estimation of  the 

Generalized Forces for 3D Coupled Tall Buildings. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2011, 99, 757–766. 

9. Cluni, F.; Gusella, V.; Spence, S.; Bartoli, G. Wind Action on Regular and Irregular Tall Buildings: Higher 

Order Moment Statistical Analysis by HFFB and SMPSS Measurements. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2011, 99, 

682–690. 

10. Steckley, A. Motion‐Induced Wind Forces on Chimneys and Tall Buildings. Ph.D. dissertation, University 

of Western Ontario, London, ON, Canada, 1989. 

11. Kareem, A. Wind‐Excited Response of Buildings in Higher Modes. J. Struct. Div. 1981, 107, 701–706. 

12. Tse, K.T.; Hitchcock,  P.; Kwok, K.C.S. Mode  Shape  Linearization  for HFBB Analysis  of Wind‐Excited 

Complex Tall Buildings. Eng. Struct. 2009, 31, 675–685. 



Sensors 2020, 20, 4633  22  of  24 

13. Zou, L.; Shi, T.; Song, J.; Cai, C.S. Application of the High‐Frequency Base Balance Technique to Tall Slender 

Structures Considering the Effects of Higher Modes. Eng. Struct. 2017, 151, 1–10. 

14. Kim, Y.M.; You, K.P. Dynamic Responses of a Tapered Tall Building  to Wind Loads.  J. Wind Eng.  Ind. 

Aerodyn. 2002, 90, 1771–1782. 

15. Boggs, D.W. The Past, Present and Future of High‐Frequency Balance Testing. J. Wind Struct. 2014, 18, 323–

345. 

16. Kim, W.;  Yoshida, A.;  Tamura, Y.; Yi,  J.  Experimental  Study  of Aerodynamic Damping  of  a  Twisted 

Supertall Building. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2018, 176, 1–12. 

17. Zou, L.; Li, F.; Song,  J.; Shi, T.; Mercan, O.  Investigation of Torsional Aeroelastic Effects on High‐Rise 

Buildings Using Forced Vibration Wind Tunnel Tests. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2020, 200, 104158. 

18. Zhang Z.; Quan Y.; Gu M.; Xiong Y. Aerodynamic Characteristics of Tapered Tall Buildings with Square 

Section. J. Southwest. Jiaotong. Univ. 2014, 49, 772–778. 

19. Aly, A.M. Pressure Integration Technique for Predicting Wind‐Induced Response in High‐Rise Buildings. 

Alex. Eng. J. 2013, 52, 717–731. 

20. Irwin, P.A.; Kochanski, W.W. Measurement of structural wind  loads using  the high  frequency pressure 

integration method. In Proceedings of the Structures Congress XIII, Boston, MA, USA, 2–5 April 1995.   

21. Rosa, L.; Tomasini, G.; Zasso, A.; Aly, A. Wind‐Induced Dynamics  and  Loads  in  a Prismatic  Slender 

Building: A Modal Approach Based on Unsteady Pressure Measurements. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2012, 

107–108, 118–130. 

22. Song, J. Structural and Aerodynamic Couplings of Wind‐Excited Linked Tall Buildings. Ph.D. Thesis, Hong 

Kong University of Science and Technology, Hong Kong, China, August 2015.   

23. Steckley, A.; Accardo, M.; Gamble, S.; Irwin, P. The Use of Integrated Pressures to Determine Overall Wind‐

Induced Response. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 1992, 42, 1023–1034. 

24. Cermak, J.E. Wind‐Tunnel Development and Trends in Applications to Civil Engineering. J. Wind Eng. Ind. 

Aerodyn. 2003, 91, 355–370. 

25. Chen, Z.; Tse, K.T.; Kwok, K.C.S.; Kim, B.; Kareem, A. Modelling Unsteady Self‐Excited Wind Force on 

Slender Prisms in a Turbulent Flow. Eng. Struct. 2020, 202, 109855. 

26. Isyumov, N. The aeroelastic modeling of tall buildings. In Proceedings of the International Workshop on 

Wind Tunnel Modeling for Civil Engineering Applications, Gaithersburg, MD, USA, April 1982. 

27. Vickery, B.; Steckley, A. Aerodynamic Damping and Vortex Excitation on an Oscillating Prism in Turbulent 

Shear Flow. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 1993, 49, 121–140. 

28. Bearman, P.; Currie,  I. Pressure‐Fluctuation Measurements on an Oscillating Circular Cylinder.  J. Fluid 

Mech. 1979, 91, 661–677. 

29. Bearman, P.; Obasaju, E. An Experimental Study of Pressure Fluctuations on Fixed and Oscillating Square‐

Section Cylinders. J. Fluid Mech. 1982, 119, 297–321. 

30. Cooper, K.; Nakayama, M.; Sasaki, Y.; Fediw, A.; Resende‐Ide, S.; Zan, S. Unsteady Aerodynamic Force 

Measurements on a Super‐Tall Building with a Tapered Cross Section. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 1997, 72, 

199–212. 

31. Banfi,  L.;  Carassale,  L. Uncertainty  in  the motion‐excited  forces  on  a  square  prism  and  probabilistic 

assessment  of  galloping  instability.  In Proceedings  of  the  1st  International Conference  on Uncertainty 

Quantification in Computational Sciences and Engineering, Crete Island, Greece, 25–27 May 2015. 

32. Li, M.; Li, S.; Liao, H.; Zeng,  J.; Wang, Q. Spanwise Correlation of Aerodynamic Forces on Oscillating 

Rectangular Cylinder. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2016, 154, 47–57. 

33. Chen, Z.; Tse, K.T.; Kwok, K.C.S.; Kareem, A. Aerodynamic Damping of Inclined Slender Prisms. J. Wind 

Eng. Ind. Aerodyn. 2018, 177, 79–91. 

34. Gu, M.; Zhang, R.; Xiang, H. Identification of Flutter Derivatives of Bridge Decks. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 

2000, 84, 151–162. 

35. Sarkar, P.P.; Caracoglia, L.; Haan, F.L.; Sato, H.; Murakoshi, J. Comparative and Sensitivity Study of Flutter 

Derivatives of Selected Bridge Deck Sections, Part 1: Analysis of Inter‐Laboratory Experimental Data. Eng. 

Struct. 2009, 31, 158–169. 

36. Ehsan,  F.;  Scanlan,  R.H.;  Bosch,  H.R. Modeling  Spanwise  Correlation  Effects  in  the  Vortex‐Induced 

Response of Flexible Bridges. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 1990, 36, 1105–1114. 

37. Pozzuoli, C. Aeroelastic Effects on Tall Buildings: Performance‐Based Comfort Analysis. Ph.D. Thesis, 

University of Florence, Florence, Italy, November 2012. 

38. Ke,  S.; Ge, Y. Extreme Wind  Pressures  and Non‐Gaussian Characteristics  for  Super‐Large Hyperbolic 

Cooling Towers Considering Aeroelastic Effect. J. Eng. Mech. 2015, 04015010. 

39. Zhao, L.; Chen, X.; Ge, Y. Investigations of Adverse Wind Loads on a Large Cooling Tower for the Six‐

Tower Combination. Appl. Therm. Eng. 2016, 105, 988–999. 



Sensors 2020, 20, 4633  23  of  24 

40. Ke, S.; Ge, Y.; Zhao, L.; Tamura, Y. Stability and Reinforcement Analysis of Superlarge Exhaust Cooling 

Towers Based on a Wind Tunnel Test. J. Struct. Eng. 2015, 141, 04015066. 

41. Gao, G.; Zhu, L. Measurement and Verification of Unsteady Galloping Force on a Rectangular 2: 1 Cylinder. 

J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2016, 157, 76–94. 

42. Gao, G.; Zhu, L. Nonlinearity of Mechanical Damping and Stiffness of a Spring‐Suspended Sectional Model 

System for Wind Tunnel Tests. J. Sound Vib. 2015, 355, 369–391. 

43. Chen, Z.;  Tse, K.T.  Identification  of  Physical Nonlinearities  of  a Hybrid Aeroelastic‐Pressure  Balance. 

Nonlinear Dyn. 2019, 98, 95–111. 

44. Wu, Y.; Li, D.; Xiang, J.; Da Ronch, A. Piezoaeroelastic Energy Harvesting Based on an Airfoil with Double 

Plunge Degrees of Freedom: Modeling and Numerical Analysis. J. Fluids Struct. 2017, 74, 111–129. 

45. Lin, N.; Letchford, C.; Tamura, Y.; Liang, B.; Nakamura, O. Characteristics of Wind Forces Acting on Tall 

Buildings. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2005, 93, 217–242. 

46. Kareem, A. Measurements of Pressure and Force Fields on Building Models  in Simulated Atmospheric 

Flows. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 1990, 36, 589–599. 

47. Hu, G.; Tse, K.T.; Kwok, K.C.S.; Chen, Z. Pressure Measurements on Inclined Square prisms. Wind Struct. 

2015, 21, 383–405. 

48. Li, D.; Wu,  Y.; Da  Ronch, A.;  Xiang,  J.  Energy Harvesting  by Means  of  Flow‐Induced Vibrations  on 

Aerospace Vehicles. Prog. Aerosp. Sci. 2016, 86, 28–62. 

49. Bearman, P.W. Vortex Shedding from Oscillating Bluff Bodies. Annu. Rev. Fluid Mech. 1984, 16, 195–222. 

50. Bearman, P.W.; OWen,  J.C. Reduction of Bluff‐Body Drag and Suppression of Vortex Shedding by  the 

Introduction of Wavy Separation Lines. J. Fluids Struct. 1998, 12, 123–130. 

51. Khalak, A.; Williamson, C.H.K. Investigation of relative effects of mass and damping  in vortex‐induced 

vibration of a circular cylinder. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 1997, 69–71, 341‐350. 

52. Griffin, O.M.; Hall, M. Review‐Vortex Shedding Lock‐On and Flow Control in Bluff Body Wakes. J. Fluids 

Eng. 1991, 113, 526–537. 

53. Matsumoto, M. Vortex Shedding of Bluff Bodies: A review. J. Fluids Struct. 1999, 13, 791–811. 

54. Blevins, R.D. Flow‐Induced Vibration, 2nd ed.; Krieger Publishing Company: Malabar, FL, USA, 1990. 

55. Pastò, S. Vortex‐Induced Vibrations of a Circular Cylinder in Laminar and Turbulent Flows. J. Fluids Struct. 

2008, 24, 977–993. 

56. Katagiri,  J.; Ohkuma, T.; Marikawa, H. Motion‐Induced Wind Forces Acting on Rectangular High‐Rise 

Buildings with Side Ratio of 2. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2001, 89, 1421–1432. 

57. Katagiri, J.; Ohkuma, T.; Marukawa, H. Analytical Method for Coupled Across‐Wind and Torsional Wind 

Responses with Motion‐Induced Wind Forces. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2002, 90, 1795–1805. 

58. Ehsan, F.; Scanlan, R.H. Vortex‐Induced Vibrations of Flexible Bridges. J. Eng. Mech. 1990, 116, 1392–1411. 

59. Chen, X. Estimation of Stochastic Crosswind Response of Wind‐Excited Tall Buildings with Nonlinear 

Aerodynamic Damping. Eng. Struct. 2013, 56, 766–778. 

60. Fediw, A.; Nakayama, M.; Cooper, K.;  Sasaki,  Y.;  Resende‐Ide,  S.;  Zan,  S. Wind  Tunnel  Study  of  an 

Oscillating Tall Building. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 1995, 57, 249–260. 

61. Watanabe, Y.; Isyumov, N.; Davenport, A. Empirical Aerodynamic Damping Function for Tall Buildings. 

J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 1997, 72, 313–321. 

62. Marukawa, H.; Kato, N.; Fujii, K.; Tamura, Y. Experimental Evaluation of Aerodynamic Damping of Tall 

Buildings. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 1996, 59, 177–190. 

63. Quan, Y.; Gu, M.; Tamura, Y. Experimental Evaluation of Aerodynamic Damping of Square Super High‐

Rise Buildings. Wind Struct. 2005, 8, 309–324. 

64. Gu, M.; Cao, H.; Quan, Y. Experimental Study of Across‐Wind Aerodynamic Damping of Super High‐Rise 

Buildings with Aerodynamically Modified Square Cross‐Sections. Struct. Des. Tall Spec. Build. 2014, 23, 

1225–1245. 

65. Tamura,  Y.;  Suganuma,  S.  Evaluation  of  Amplitude‐Dependent  Damping  and  Natural  Frequency  of 

Buildings During Strong Winds. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 1996, 59, 115–130. 

66. Chen, X.; Kareem, A. Advances in Modeling of Aerodynamic Forces on Bridge Decks. J. Eng. Mech. 2002, 

128, 1193–1205. 

67. Scanlan, R.H.; Tomo, J. Air Foil and Bridge Deck Flutter Derivatives. J. Soil Mech. Found. Div. 1971, 97, 1717–

1737. 

68. Falco, M.; Curami, A.; Zasso, A. Nonlinear Effects in Sectional Model Aeroelastic Parameters Identification. 

J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 1992, 42, 1321‐1332. 

69. Jensen, A.G. Fluid Dynamic Derivatives: Marine  and Wind Engineering Approaches.  J. Wind Eng.  Ind. 

Aerodyn. 1997, 69, 777–793. 



Sensors 2020, 20, 4633  24  of  24 

70. Noda, M.;  Utsunomiya, H.; Nagao,  F.;  Kanda, M.;  Shiraishi, N.  Effects  of  Oscillation  Amplitude  on 

Aerodynamic Derivatives. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2003, 91, 101–111. 

71. Diana, G.; Resta, F.; Rocchi, D. A New Numerical Approach  to Reproduce Bridge Aerodynamic Non‐

Linearities in Time Domain. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2008, 96, 1871–1884. 

72. Diana, G.; Rocchi, D.; Argentini, T.; Muggiasca, S. Aerodynamic Instability of a Bridge Deck Section Model: 

Linear and Nonlinear Approach to Force Modeling. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2010, 98, 363–374. 

73. Diana, G.; Resta, F.; Zasso, A.; Belloli, M.; Rocchi, D. Forced motion and free motion aeroelastic tests on a 

new concept dynamometric section model of  the Messina suspension bridge.  J. Wind Eng.  Ind. Aerodyn. 

2004, 92, 441–462. 

74. Daito, Y.; Matsumoto, M.; Araki, K. Torsional Flutter Mechanism of Two‐Edge Girders  for Long‐Span 

Cable‐Stayed Bridge. J. Wind Eng. Ind. Aerodyn. 2002, 90, 2127–2141. 

75. Bokaian, A.; Geoola, F. Hydroelastic Instabilities of Square Cylinders. J. Sound Vib. 1984, 92, 117–141. 

76. Corless, R.M.; Parkinson, G. A Model of the Combined Effects of Vortex‐Induced Oscillation and Galloping. 

J. Fluids Struct. 1988, 2, 203–220. 

77. Corless, R.M.; Parkinson, G. Mathematical Modelling of the Combined Effects of Vortex‐Induced Vibration 

and Galloping. Part II. J. Fluids Struct. 1993, 7, 825–848. 

78. Tamura, Y. A Mathematical Model for the Transverse Oscillations of Square Cylinder; Faculty of Engineering, 

Tokyo Institute of Polytechnic: Tokyo, Japan, 1987; pp. 56–62. 

79. Birkhoff, G. Formation of Vortex Streets. J. Appl. Phys. 1953, 24, 98–103. 

80. Mannini, C.; Massai,  T.; Marra, A.M.;  Bartoli, G. Modelling  the  interaction  of VIV  and  galloping  for 

rectangular cylinders.  In Proceedings of  the 14th  International Conference on Wind Engineering, Porto 

Alegre, Brazil, 21–26 May 2015. 

81. Gao, G.;  Zhu,  L. Nonlinear Mathematical Model  of Unsteady Galloping  Force  on  a  Rectangular  2:  1 

Cylinder. J. Fluids Struct. 2017, 70, 47–71. 

82. Davenport, A. The treatment of wind loading on tall buildings. In Proceedings of the Symposium on Tall 

Buildings with Particular Reference  to Shear Wall Structures, Southampton, Hampshire, England, UK, 

April 1966. 

 

© 2020 by the authors. Licensee MDPI, Basel, Switzerland. This article is an open access 

article distributed under the terms and conditions of the Creative Commons Attribution 

(CC BY) license (http://creativecommons.org/licenses/by/4.0/). 

 


