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摘要: 海上浮式风机是近年来随着海上风电的快速发展，为了捕获深海更丰富、更持久的风能而提出的一种风力发

电装置，已成为当今风能开发的主要方向。作为一种多体系统，由于海上浮式风机结构特殊，加上环境复杂，对其进

行准确的计算和分析尤为重要。本文对海上浮式风机的耦合动力模型进行了研究，建立了复杂工况下 Spar 型海上

浮式风机改进的 14‑DOF 耦合动力模型，包括气动力模块、水动力模块和结构分析模块等，用于扩展其适用范围和

准确计算风机的动力响应，并通过数值仿真对所建模型进行了分析和验证。主要的改进有：不对平台和塔架的转动

角度作小量近似，扩展其适用范围；考虑角速度和欧拉角速度的换算关系，不作等化处理。此外，所建模型考虑风机

叶片扭转角对叶片变形的影响，得到了较为准确的叶片面内外响应。同时采用线性势流理论对水动力进行计算，较

之 Morison 方程适用性更广。仿真分析表明，本文所建模型可以更准确地计算海上浮式风机系统的动力响应，且具

有更广的适用范围。
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引  言

风能作为一种清洁的可再生能源，近年来日益

受到世界各国的重视，在中国的能源战略中也占有

重要地位。风能蕴量巨大，积极开发和利用风力发

电对改善能源结构和环境有重要意义，是解决中国

环境污染和保障中国电力安全的重要途径之一。深

海风电相较于陆上风电和近海风电有着风力资源丰

富、风速大以及适合大规模开发等优势，已经成为当

今风能开发的主要方向［1］。

随着水深的增加，原有传统固定式风机由于在

建造难度和费用上的急剧加大而不再适用，海上浮

式风机应运而生。与固定式风机不同，海上浮式风

机因为所处工作位置以及浮台、锚泊系统等特殊部

件的存在，整体结构和受荷环境更为复杂，成为复杂

的多体系统，在风、浪、流等多种环境荷载作用下，结

构各个部分相互耦合、相互影响，具有相对复杂的动

力运动，计算与仿真也更加困难［2‑3］。为保证浮式风

机安全、经济、可靠地运行，对多环境荷载作用下漂

浮于海上的风机动力耦合模型进行研究，准确计算

其系统响应十分有必要，对于海上浮式风机的应用

和发展也具有极其重要的价值和意义。

目前，海上浮式风机根据不同海域环境条件发

展出了多种结构形式，主要有单浮立柱式（Spar型）、

张力腿式（TLP 型）、驳船式（Barge 型）和半潜式

（Semi‑Sub型）等［4］，对其研究最为突出的是美国国家

可再生能源实验室（NREL）。其中，以 Jonkman为代

表的 NREL 研究人员针对海上浮式风机进行了大量

深入的理论研究［5］，并开发了名为 OpenFAST 的风

机仿真分析软件。该软件包含了空气动力学分析、

流体动力学分析以及结构分析等多个计算模块，功

能强、准确度高，在世界各地得到广泛应用［6］。

此外，为便于对浮式风机进行更深入的分析和

拓展，不少学者根据自身的研究内容和目的对浮式

风机模型进行了或简化或深入的探究，建立了多层

次、多用途的计算模型。如 Stewart 等［7］基于牛顿第

一定律为不同类型的浮式风机建立了 3‑DOF 动力学

模型，用于风机振动控制的研究；Si 等［8］基于达朗贝

尔原理建立了 Spar 型浮式风机的 5‑DOF 动力学模

型，用于对其振动被动控制的设计；He 等［9］基于欧

拉‑拉格朗日方程也建立了 Spar 型浮式风机 5‑DOF
动力学模型，同样用于风机的振动控制。但由于自

由度的简化，上述模型的部分参数需要利用 LM 算法

进行拟合，所得出的系统响应有较大的限制。为更

精准地描述浮式风机响应，Jahangiri等［10］基于拉格朗
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日方程建立了 Spar 型浮式风机的 13‑DOF 模型，

Yang 等［11］则建立了 Spar 型浮式风机的 14‑DOF 模

型，两者较之前考虑了平台、塔架和叶片之间的耦合

动力特性，可以更加精准地分析系统响应。不过在

这些模型中，由于认为风机在工作期间平台和塔架

转动角度不大，为简化计算，建模时对平台和塔架的

转动角度作了小量的假定。比如 OpenFAST 就限定

了平台和塔架的转动角度在±0.2618 rad（即±15°）
之间，超过即报错误信息。但这样假定会导致变换

矩阵不再正交，因此在 OpenFAST 中又利用奇异值

分解对其进行了正交化处理。并且在角度小量假定

后，模型中的角速度与欧拉角速度会等化，忽略了两

者间的变换关系。这些处理对于纵、横向尺寸较大

的浮式风机，或者有较大的环境激励时，往往会产生

较大的计算误差，导致结果不够准确，甚至难以收

敛。此外，上述模型还对叶片变形进行了简化，假设

叶片的摆振向和挥舞向振动为面外和面内振动，忽

略了叶片自身扭转角的影响，与实际的模态振型有

一定出入，得到的叶片变形与实际值偏差也较大。

我们的研究表明，上述处理对于浮式风机常态运行

时的分析具有足够的精度，但对于非常态情形，比如

较大幅度的风浪激励，或者对风机进行振动控制、疲

劳和可靠性分析时就会带来一定的误差，难以适用。

1　模型建立

海上浮式风机一般由风机、塔架、浮式基础和系

泊系统等四部分构成，是一个复杂的多体系统，本节

建立 14‑DOF 的 Spar 型海上浮式风机全耦合动力模

型，包括气动力、水动力和结构动力三个模块，并作

部分改进。同样，先对该模型进行一定的介绍和

简化：

（1）假设平台、机舱和轮毂为刚体；塔架、叶片为

弹性悬臂梁，忽略它们的轴向变形；系泊系统采用准

静态法分析，即忽略系泊阻尼和惯性作用的影响。

（2）不考虑传动系和发电机的影响，转子以恒定速

度旋转，这些部件的重量集成到机舱质量中。假设转

子的转速为 Ω，则第 j 个叶片的方位角 ψj( t ) 可表

示为［12］：

ψj ( t )= Ωt + 2π
3 ( j - 1) ，   j = 1，2，3 （1）

（3）外部激励仅考虑气动力、水动力以及静水荷

载，忽略结冰、海流、尾迹湍流和闪电的影响。气动

力由入流风与叶片的相对运动产生，不考虑风对塔

架的影响；水动力由平台和流体的相对运动产生；静

水荷载包括浮力和静水回复力。

根据以上假定，将 Spar 型海上浮式风机简化为

图 1 所 示 的 14‑DOF 耦 合 模 型 。 其 中 ，q1，q2，q3，

q4，q5和q6 分别对应平台的横荡、纵荡、垂荡、横摇、纵

摇和艏摇；q7和q8 分别对应塔架的纵向和横向振动；

q9，q10和q11 分别对应三个叶片的摆振向振动；q12，

q13和q14 分别对应三个叶片的挥舞向振动。

1. 1　坐标系建立

为描述 Spar 型海上浮式风机系统的运动，建立

如图 2 所示的坐标系，先在局部坐标系定义各部件

图 1 Spar型海上浮式风机模型示意图

Fig. 1 Schematic diagram of the Spar FOWT model
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属性，然后再返回惯性坐标系建立运动方程。图中

z1，z2和z3 为惯性坐标系，用于定义平台六自由度；

局部坐标系包括平台/塔基坐标系 a1，a2和a3，用于

定义塔架振动自由度；倾轴坐标系为 c1，c2和c3；塔

顶/机舱坐标系为 d 1，d 2和d 3；叶片方位角坐标系为

e1，e2和e3；轮毂坐标系为 g '1，g ′2和g ′3；叶偏角坐标系为

i ′1，i ′2和i ′3；用于定义叶片振动自由度的叶片坐标系为

j ′1，j ′2和j ′3。

当参考坐标系 xyz 依次绕 x，y和z 轴转动欧拉角

Θ ={ϕ，θ，ψ}，变换后的坐标系 XYZ 可表示为：

ì
í
î

ïïïï

ïïïï

ü
ý
þ

ïïïï

ïïïï

X
Y
Z

= R
ì
í

î

ïïïï

ïïïï

ü
ý

þ

ïïïï

ïïïï

x
y

z
=

é

ë

ê

ê
êêê
ê ù

û

ú

ú
úú
ú

úcθ cψ cϕ sψ + sϕ sθ cψ sϕ sψ - cϕ sθ cψ

-cθ sψ cϕ cψ - sϕ sθ sψ sϕ cψ + cϕ sθ sψ

sθ - sϕ cθ cϕ cθ

ì
í

î

ïïïï

ïïïï

ü
ý

þ

ïïïï

ïïïï

x
y

z
（2）

式中  s(⋅) = sin (⋅)；c(⋅) = cos (⋅)；R为坐标旋转矩阵。

为简化计算，考虑风机在常态运行时其平台和

塔架的转动角度不大，以往模型基本上通过假定风

机的转动角度为小量来对方程进行简化处理以提高

计 算 效 率 ，这 样 就 有 cos θ ≈ 1，sin θ ≈ θ 或 0，1 -
cos θ ≈ θ 2 /2 等。不过这样简化会导致旋转矩阵 R

不再正交，需要另对其进行正交化处理。而且在建

立运动方程的过程中，计算动能所需的角速度与欧

拉角速度 Θ̇ ={ }ϕ̇，θ̇，ψ̇ 存在一定的换算关系，即［13］

ω= T-1
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式中  ω为角速度；T-1 为欧拉角速度到角速度的变

换矩阵。但角度小量假定后变换矩阵 T-1 成为单位

阵，即将角速度和欧拉角速度作等化处理会给部分

结果带来一定的误差。

为解决小量假定产生的问题，本文将不对模型

中的角度进行小量近似，而采用严格的旋转矩阵和

变换矩阵描述海上浮式风机复杂多体系统的运动，

同时考虑角速度和欧拉角速度的换算关系，对浮式

风机的响应进行精准描述。

1. 2　动力方程推导

利用欧拉‑拉格朗日方程推导 Spar 型海上浮式

风机运动方程：

d
dt ( ∂T

∂q̇ i )- ( ∂T
∂qi )+ ( ∂V

∂qi )= F a
i + F hs

i + F hd
i +

F m
i - ∑

j = 1

14

C s
ij qj ，   i = 1，2，…，14 （4）

式中  T 为系统动能；V 为系统势能；qi，qj 为广义坐

标；q̇ i 为 qi 对时间求导；F a
i，F hs

i ，F hd
i 和F m

i 分别为 qi 对

应的气动力、静水荷载、水动力和系泊荷载；C s
ij 为系

统结构阻尼。

1. 2. 1　系统动能

系统动能 T 由平台、塔架、机舱、轮毂和叶片的

平动动能，以及平台、机舱、发电机和轮毂的转动动

能组成。速度矢量 v ( t )为位置矢量 r ( t )对时间的

导数，即

v ( t )= dr ( )t
dt

（5）

为了得到精确的叶片面内外变形，本文考虑叶

片自身扭转角对叶片变形的影响，这样第 j 叶片的

位置矢量 rbj( r )为：

图 2 Spar型海上浮式风机坐标系示意图

Fig. 2 Schematic diagram of coordinate systems of the Spar FOWT
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式中
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式 中  R p，R t，R s，R aj和R c 分 别 为 平 台 转 角

{q4，q5，q6}、塔 架 转 角 {θSS，θFA，0}、倾 轴 转 角

{0，θ s，0}、叶 片 方 位 角 {ψj，0，0} 和 叶 片 预 弯 角

{0，θ c，0}的 旋 转 坐 标 矩 阵 ；( ⋅ ) T
为 矩 阵 转 置 ；

uFA (h)和uSS (h)分别为沿塔架高度 h 纵向和侧向的

振动位移；φFA (h)和φSS (h)分别为塔架纵向和横向

第一阶振型；θSS和θFA 分别为塔架发生纵向和横向

振 动 时 ，塔 架 上 部 结 构 产 生 的 额 外 转 动 ；

hb，h t，h s，d h和rh 分别为静水面至塔基高度、塔架高

度、倾轴高度、倾轴至轮毂中心距离和轮毂半径；

uFj( r )和uEj( r )分别为沿叶片半径 r 面外和面内的振

动位移；φF ( r )和φE ( r )分别为叶片摆振向和挥舞向

第一阶振型；ϕF ( r )和ϕE ( r )为考虑叶片扭转角后叶

片的面外振型；ψF ( r )和ψE ( r )为考虑叶片扭转角后

叶片的面内振型；θS ( r )为叶片扭转角；v t(h)和vbj( r )
分别为塔架和叶片相对塔底和叶片根部的轴向

挠度。

轮毂角速度矢量 ω h 为：

ω h = T -1
p

ì

í

î

ïïïï

ïïïï

ü

ý

þ

ï
ïï
ï

ïïïï

q̇4

q̇5

q̇6

+ RT
p T -1

t

ì

í

î

ïïïï

ïïïï

ü

ý

þ

ïïïï

ïïïï

θ̇SS

θ̇FA

0
+ RT

p RT
t RT

s

ì
í
î

ïïïï

ïïïï

ü
ý
þ

ïïïï

ïïïï

Ω
0
0

  （14）

式中  T -1
p 和T -1

t 分别为平台和塔架的欧拉角速度

到角速度的变换矩阵。

这样，系统动能 T 可以表示为：

T = 1
2 m pvT

p vp + 1
2 ω

T
p Jpω p + 1

2 ∫
0

h t

μ t (h) vT
t v t dh +

         12 m nvT
n vn + 1

2 ω
T
n Jnω n + 1

2 ω
T
g Jgω g +

         12 m hvT
h vh + 1

2 ω
T
h Jhω h + 1

2 ∫
0

rb

μb( )r vT
bjvbj dr（15）

式中  m p，m n 和 m h 分别为平台、机舱和轮毂的质量；

μ t( )h 和 μb( r )分别为塔架和叶片的分布质量；Jp，Jn，

Jg 和 Jh 分别为平台、机舱、发电机和轮毂的转动惯

量；vp，v t，vn，vh和vbj 分别为平台、塔架、机舱、轮毂和

叶片的速度矢量；ω p，ω n，ω g和ω h 分别为平台、机舱、

发电机和轮毂的角速度矢量；rb为叶片半径。

限于篇幅，文中只推导了叶片的速度矢量（式

（6））和轮毂的角速度矢量（式（14）），其他矢量可类

似推导出。

1. 2. 2　系统势能

系统势能 V 由应变势能 V beam 和重力势能 V Gravity

组成，可分别表示为［14］：

V = V beam + V Gravity （16）

V beam = 1
2 ∫

0

h t

EI t( )h
é

ë

ê
êê
ê
ê
ê( d2 φFA ( )h

dh2 ) 2

q̇2
7 +

                ( d2 φSS ( )h
dh2 ) 2

q̇2
8

ù

û

ú
úú
ú
ú
ú

dh +

                12 ∫
0

rb é

ë

ê
êê
ê
ê
ê
EIF ( )r ( )d2 φF ( )r

dr 2

2

q̇2
8 + j +

ù

û

ú
úú
ú
ú
ú

                EIE ( )r ( )d2 φE ( )r
dr 2

2

q̇2
11 + j dr （17）
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V Gravity = g (m p rp +∫
0

h t

μ t( )h r t(h) dh + m n rn +

        m h rh +∫
0

rb

μb( )r rbj( )r dr ) ⋅ z3 （18）

式中  EI t(h)，EIF ( r )和EIE ( r ) 分别为塔架分布抗

侧刚度、叶片摆振向和挥舞向的分布刚度；V Gravity 为

平台、塔架、机舱、轮毂和叶片在惯性坐标系中的 z3

分量；rbj( )r 表示叶片沿叶片半径 rb 的分布函数；

rp，r t，rn和rh 分别为平台、塔架、机舱和轮毂的位置

矢量，具体求解类似式（6）。

1. 2. 3　系统阻尼

塔架沿纵向阻尼 cFA 和沿侧向阻尼 cSS，以及叶

片面外阻尼 cFj 和面内阻尼 cEj 分别为：

    

ì

í

î

ï

ï
ïï
ï

ï

ï

ï
ïïï
ï

cFA = 2ζ t ⋅ ∫
0

h t

μ t φ 2
FA dh ⋅ ∫

0

h t

EI t( )d2 φFA

dh2

2

dh

cSS = 2ζ t ⋅ ∫
0

h t

μ t φ 2
SS dh ⋅ ∫

0

h t

EI t( )d2 φSS

dh2

2

dh

（19）

    

ì

í

î

ï

ï
ïï
ï

ï

ï

ï
ïïï
ï

cFj = 2ζb ⋅ ∫
0

rb

μb φ 2
F dr ⋅ ∫

0

rb

EIF ( )d2 φF

dr 2

2

dr

cEj = 2ζb ⋅ ∫
0

rb

μb φ 2
E dr ⋅ ∫

0

rb

EIE ( )d2 φE

dr 2

2

dr

（20）

式中  ζ t 为塔架阻尼比；ζb 为叶片阻尼比。

将公式（5）~（20）所得的系统动、势能等参数代

入公式（4），即得到改进后的 14‑DOF Spar 型海上浮

式风机全耦合动力模型。

2　荷载分析

2. 1　系泊力

系泊系统采用 Jonkman［15］提出的准静态法进行

计算。假设系泊在任意时刻都处于静态平衡，利用

悬链线方程得出各个时刻系泊各位置的张力，具体

推导过程可参考文献［15‑16］。该方法考虑了系泊

系统的非线性，忽略了系泊阻尼和惯性的影响，计算

表明这样处理对系统响应影响很小，满足本文要

求［15， 17］。不过，为了简化系泊与平台之间的三角连

接，需额外增加平台偏航刚度 kY。

2. 2　静水荷载

Spar型海上浮式风机所受的静水荷载可表示为：

F hs
i = ρgV 0 δi3 - ∑

j = 1

14

C hs
ij qj （21）

式中  ρ 为海水密度；g 为重力加速度；V 0 为平台

静止时的排水量；δij 为克罗内克函数；C hs
ij 为线性

静水回复矩阵，表征触水面积和浮心位置变化的

影响。

2. 3　水动力

对于与入射波波长相比尺度较小的 Spar 型浮

式平台，波浪荷载以拖拽力和惯性力为主，大多数的

研究都是采用 Morison 方程［18］来计算，不过该方法

没有给出竖向波浪力的计算公式，尽管后来 Dinh
等［18］和 Jahangiri 等［10］对其进行改进，给出了竖向波

浪力的计算方法，但对于浮式平台垂荡方向的响应

计算还是有一定误差。这里与 OpenFAST 类似，将

Jonkman［15］提出的线性势流理论和 Morison 方程相

结合来计算本模型的水动力，其中，利用势流理论计

算绕射力和辐射力，利用 Morison 方程计算黏性阻

力，则水动力可表示为：

F hd
i = -A ij(ω) q̈ j + F W

i -∫
0

t

K ij ( t - τ ) q̇ j(τ ) dτ + F D
i

（22）
式中

F W
i = 2 ∑

n = 0

N - 1

(S1‑sided
ζ (ω n) Δω)

1
2 X i(ω n，β ) exp{ }j[ ]ω n t + ϕ n - k ( )ω n ( )X cos β + Y sin β （23）

由下式 ζ ( )t，X，Y 乘以绕射力传递函数 Xi ( ω n，β )得到。

ζ ( t，X，Y )= 2 ∑
n = 0

N - 1

(S1‑sided
ζ (ω n) Δω)

1
2 exp{ }j[ ]ω n t + ϕ n - k ( )ω n ( )X cos β + Y sin β （24）

F D
i 为黏性阻力，可对分布黏性阻力 dF D

i 积分得到。

dF D
i ( )t，z = 1

2 CD ρ ( )Ddz ( )vf，i - v s，i ( )v f，1 - v s，1
2 + ( )v f，2 - v s，2

2   ，  i = 1，2 （25）

式中  A ij(ω)为附加质量矩阵；F W
i 为波浪绕射力；

ζ ( t，X，Y )为服从线性波理论的浪高时程，可利用谱

表现法［19］对随机波浪进行数值模拟；S1‑sided
ζ (ω n)为单

侧波浪功率谱，可采用 JONSWAP 谱；ϕ n 为 [0，2π]
间分布的独立随机相位角；k (ω n)为波数；β 为浪向

角；Xi(ω n，β )为绕射力传递函数；式（22）倒数第二项

为辐射力，表征水动力的附加质量和阻尼；Kij 表示

由 j方向的单位速度引起的 i方向的水动力；F D
i 为黏

性阻力；CD 为水平阻力系数，CD = 0.6；D 为平台直

径；v f，i 为流体速度；v s，i 为平台高度 z处的速度。

不过 Jonkman［20］指出上述计算不能较好地概括

平台的水动力阻尼，因此给出了额外的线性阻尼 Bij。
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2. 4　气动力

采用叶素动量理论［11］计算叶片气动力。根据二

维空气动力学，叶素段速度及作用力如图 3所示。图

中 φ为入流角；V rel，x，V rel，y和V rel 为入流风与叶片的相

对速度；a和a' 分别为轴向和切向诱导因子；α 为攻

角；θp 为桨距角；θ 为叶片扭转角；c 为叶片弦长；

pL和pD 分别为叶片升力和阻力；px和py 分别为叶片法

向力和切向力，其中切向力 py 的方向与 y轴相反。

根据图 3 可知：

tan φ = V rel，x ( )1 + a
V rel，y( )1 - a′

（26）

轴向诱导因子 a和切向诱导因子 a′可分别表示为：

a =
é

ë

ê
ê
êê
ê
ê
1 + 8Fπr sin2 φ

Bc ( )C l cos φ + C d sin φ

ù

û

ú
úú
ú
ú
ú

-1

（27）

a' =
é

ë

ê
ê
êê
ê
ê

- 1 + 8Fπr sin φ cos φ

Bc ( )C l sin φ - C d cos φ

ù

û

ú
úú
ú
ú
ú

-1

（28）

式中  r 为叶素段半径；B 为叶片数；c 为叶素段弦

长；C l和C d 分别为升力系数和阻力系数；F 为叶尖损

失因子 F tip 和轮毂损失因子 F hub 的乘积，即：

F = F tip ⋅ F hub = 2
π arccos (e- B

2
rb - r
r sin φ ) ⋅ 2

π arccos (e- B
2

r - rh

rh sin φ )
（29）

Buhl［21］对该模型进行了修正，提出当轴向诱导

因子 a > 0.4 时，推力系数 CT 及轴向诱导因子 a 要改

写成：

CT = 8
9 + (4F - 40

9 ) a + ( 50
9 - 4F ) a2 （30）

a =
18F - 20 - 3 CT ( )50 - 36F + 12F ( )3F - 4

36F - 50
（31）

叶素段法向力 px 和切向力 py 的表达式分别为：

px = 1
2 ρV 2

rel c (C l cos ϕ + C d sin ϕ) （32）

py = 1
2 ρV 2

rel c (C l sin ϕ - C d cos ϕ) （33）

3　数值分析与验证

本文以文献［20］中 NREL 给出的 OC3‑Hywind 
Spar型浮式平台搭载 5 MW 基准风力发电机为研究

对象，对建立的耦合动力模型进行数值分析，并与

OpenFAST 计算结果进行对比，验证所建模型的准

确性。平台和风机的主要参数如表 1 所示，详细参

数见文献［20，22］。

3. 1　动力特性

通过所建模型计算分析对象在静水无风时各方

向的自由振动，可得系统各自由度的固有频率见

表 2，并与 OpenFAST 结果进行比较。可以看出两

者几乎一致，表明本文所建耦合模型可以准确表征

浮式风机的动力特性。

3. 2　响应分析

3. 2. 1　小角度时的自由振动及与 OpenFAST 结果

对比

选取风机在静水无风、转子转速=0、初始位移

qR，qP，qY = 5° 条 件 下 的 自 由 振 动 进 行 计 算 并 与

OpenFAST 结果进行对比分析。结果表明，两者除

少量方向略有差别外（下节讨论），其他绝大部分都

吻合得非常好，部分对比见图 4，验证了小角度下所

建模型的准确性。

3. 2. 2　水动力作用下的响应

为验证本模型水动力模块的准确性，对耦合模

图 3 叶素段速度及作用力示意图

Fig. 3 Schematic diagram of velocity and force of blade 
element segment

表 1 算例风机主要参数

Tab. 1 Main parameters of OC3‑Hywind Spar FOWT

部位

总体

叶片

机舱

轮毂

塔架

浮台

参数

额定功率/MW
轮毂高度/m

额定风速/（m∙s−1）

额定转子转速/（r∙min−1）

质量/kg
长度/m

阻尼比/%
轮毂质量/kg
轮毂直径/m
机舱质量/kg

机舱质心位置/m
质量/kg
高度/m

阻尼比/%
质量/kg

质心位置/m
横摇惯性矩(纵摇)/（kg∙m2）

艏摇惯性矩/（kg∙m2）

数值

5
90

11.4
12.1

17740
61.5

0.477465
56780

3
240000

[1.9, 0, 1.75]
249718

77.6
1

7466330
[0, 0, 89.9155]

4229230000
164230000
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型仅在周期为 8.1 s、波高为 2.44 m 的规则波作用

下的动力反应进行计算，通过与 OpenFAST 结果

对比发现各方向响应吻合良好，验证了本模块的准

确性。图 5 列出了部分对比结果，可以看出结果基

本一致。另外，为探讨本模型水动力模块与传统

Morison 方程的异同，图中同时给出了采用 Morison
方程的计算结果。对比发现，采用了线性势流理论

的本模型计算结果与 OpenFAST 结果非常吻合，

而利用 Morison 方程的计算结果则在平台垂荡方

向与 OpenFAST 结果有较大的误差（见图 5（b）），

其 他 响 应 基 本 吻 合 ，表 明 了 Morison 方 程 的 局

限性。

3. 2. 3　气动力作用下的响应

对耦合模型仅在转子转速 Ω = 12.1 r/min、轮
毂高度处风速 V hub = 11.4 m/s、幂律指数 α = 0.14
的 定 常 风 作 用 下 的 动 力 反 应 进 行 计 算 ，通 过 与

OpenFAST 结果对比发现各方向响应吻合良好，部

分 对 比 见 图 6，验 证 了 本 模 型 气 动 力 模 块 的 准

确性。

3. 2. 4　风浪联合作用下的响应

给风机同时加以定常风（转子转速Ω = 12.1 r/min、
轮毂高度处风速V hub = 11.4 m/s、幂律指数α= 0.14）和
规则波（周期T = 8.1 s、波高H = 2.44 m）作用，探讨浮

式风机在风浪联合作用下的反应。计算并通过与

OpenFAST 结果对比表明，采用本文各模块能得到

图 4 静水无风、转速为 0、初始位移 qR，qP，qY =5°时模型自由振动对比

Fig. 4 Comparisons of free vibration of the model under still water and no wind， rotation speed is 0 and qR，qP，qY =5°

表 2 所建耦合模型和 OpenFAST固有频率对比

Tab. 2 Comparisons of natural frequencies of coupled model and OpenFAST

自由度

平台横荡

平台纵荡

平台垂荡

平台横摇

平台纵摇

平台艏摇

塔架纵向振动

塔架横向振动

叶片面外振动(1st/2nd/3rd)
叶片面内振动(1st/2nd/3rd)

固有频率/Hz
所建耦合模型

0.0083
0.0083
0.0317
0.0333
0.0333
0.1217
0.4683
0.4700

0.7083/0.6800/0.6783
1.1466/1.0933/1.1466

OpenFAST
0.0083
0.0083
0.0317
0.0333
0.0333
0.1217
0.4717
0.4750

0.7066/0.6766/0.6766
1.1450/1.0916/1.1466

误差/%

0.00
0.00
0.00
0.00
0.00
0.00
0.73
1.06

0.24/0.50/0.25
0.14/0.16/0.00
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浮式风机在风浪联合作用下的准确反应，特别是在

叶片变形对响应影响的处理方面。

图 7 列出了部分响应在三种计算方式下的时

程对比，包括考虑叶片自身扭转角影响的本文模

型、OpenFAST 以及忽略叶片自身扭转角的影响，

假定叶片的摆振向和挥舞向振动为面外和面内振

动的耦合模型。对比发现，忽略叶片扭转角对叶片

变形的影响会对叶片面内振动造成非常大的误差

（见图 7（f））；而考虑叶片自身扭转角影响后，系统

各个响应与 OpenFAST 结果基本吻合，可见叶片

扭转角对叶片变形的影响不可忽视，同时也反映了

本模型的准确性。

图 6 Ω = 12. 1 r/min，V hub = 11. 4 m/s，α = 0. 14 的定常风作用下的模型响应对比

Fig. 6 Comparisons of the model response under steady wind with Ω = 12. 1 r/min， V hub = 11. 4 m/s， α = 0. 14

图 5 周期为 8. 1 s、波高为 2. 44 m 的规则波作用下的模型响应对比

Fig. 5 Comparisons of the model response under regular wave with Twave=8. 1 s， H=2. 44 m
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3. 3　角度小量假定影响分析

图 8 为所建模型计算得到的风机在平台纵摇

角度分别为 5°，10°，15°和 20°时的部分方向自由振

动响应时程及与 OpenFAST 结果的计算对比，由

于 OpenFAST 限 定 了 计 算 最 大 允 许 角 度 在

±0.2618 rad（即±15°）之间，图中只给出了 5°，10°
及 15°的结果。可以看出，在小角度比如 5°时，所建

模型的计算结果与 OpenFAST 结果几乎完全吻

合 ；但 随 着 平 台 转 角 的 增 大 ，所 建 模 型 与 Open‑
FAST 结果开始出现误差，且误差随着角度的增大

有逐渐变大的趋势（见局部放大图）。表明角度的

小量假定会对风机计算结果带来影响，尽管误差在

可接受范围内；同时也说明本文所建模型不仅适用

于小角度情况，也能对大转角情况进行计算，具有

更广的应用范围。

另外，在图 4 所示的模型各体系自由振动响应

对比中可以发现，大多数计算结果与 OpenFAST 给

出的结果吻合，如平台的横荡、纵荡、垂荡以及横摇

和纵摇等，但也有部分存在或多或少的差异，比如模

型塔架的振动虽然与 OpenFAST 基本吻合，但存有

少许的频率差，见图 4（d）；同样，如图 4（c）所示，模

型平台的艏摇与 OpenFAST 相比振幅相差不大，但

振动频率存在较大的误差，达到 14.1%。分析发现，

造成这种现象的主要原因是 OpenFAST 利用角度小

量近似简化了平台转角和塔架转角的坐标转换，以

及直接将角速度矢量当作欧拉角速度，没有考虑两

者间的转换关系。特别是当平台横摇和纵摇的角度

图 7 风浪联合作用下的模型响应对比

Fig. 7 Comparisons of the model response under combined action of wind and wave

图 8 不同平台纵摇角度下的自由振动响应时程

Fig. 8 Free vibration response time history under different platform pitch angles
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稍大一点时，上述简化会对平台的艏摇产生影响，出

现一定的误差，这一点从图 9中更能清楚地看到。

图 9 为风机在不同初始条件下进行自由振动，

计算得到的平台艏摇响应时程。可以清楚地看到，

当在平台横摇方向转角为 5°、其他初始为 0（见图 9
（a））时，和平台纵摇方向转角为 5°、其他初始为 0（见

图 9（b））时，模型与 OpenFAST 计算得到的平台艏

摇响应相差较大，而仅当在平台艏摇方向转角为 5°、

其他初始为 0（见图 9（c））时，两者结果完全吻合。

表明用 OpenFAST 计算时平台的横摇和纵摇会影

响艏摇的振幅和频率精度，由于多体系统的耦合特

性，进而对叶片响应造成影响，带来一定误差，特别

是叶片的面外振动（见图 4（e））。这些误差在通常

情况下对浮式风机计算的影响不大，但在某些特殊

情况，比如利用变桨距方法对风机的振动进行抑制

时就会带来较大的影响，不容忽视。

4　结  论

对海上浮式风机多体系统的耦合动力模型进行

了深入研究，建立了复杂工况下 Spar 型海上浮式风

机改进的 14‑DOF 耦合动力模型，包括气动力模块、

水动力模块和结构分析模块等，用于准确计算其动

力响应，得到的主要结论有：

（1）不对坐标旋转矩阵中的角度进行小量近似，

同时考虑角速度和欧拉角速度的换算关系，导出了

应用范围更广且更为精准的海上浮式风机复杂多体

系统的运动方程；

（2）角度的小量假定会使平台的横摇和纵摇对

平台的艏摇产生影响，进而对叶片面外振动带来较

大误差；

（3）忽略叶片扭转角对叶片变形的影响会对叶片

面内振动造成非常大的误差，本模型考虑风机叶片扭

转角对叶片变形的影响，得到了准确的叶片面内外

响应；

（4）数值仿真分析表明，本文模型可以更准确地

计算系统的动力响应，适用性更广。
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Coupled dynamic model of multi‑body system of floating offshore 
wind turbine

LI Shu‑jin1， ZHENG Da‑cheng1， KONG Fan2

（1. School of Civil Engineering and Architecture， Wuhan University of Technology， Wuhan 430070， China；
2. College of Civil Engineering， Hefei University of Technology， Hefei 230009， China）

Abstract: With the rapid development of offshore wind power in recent years， the floating offshore wind turbine is proposed to cap‑
ture more abundant and lasting wind energy in the deep sea， which has become the main direction of wind energy development. 
Due to the special structures and complex environment， the accurate calculation and analysis of floating offshore wind turbines will 
be particularly important for a multi-body system. In this paper， the coupling dynamic model of a floating offshore wind turbine is 
deeply studied. The improved 14-DOF coupling dynamic model of spar floating offshore wind turbine under complex working con‑
ditions is established， including an aerodynamic model， hydrodynamic model and structural analysis model， which can accurately 
calculate its dynamic response and verified by numerical simulation. The main improvements are as follows： expanding its scope of 
application without using small approximation of the angle in the coordinate rotation matrix； considering the conversion relationship 
between angular velocity and Euler angular velocity， the motion equation of floating offshore wind turbine with wider application 
range and more accuracy is derived. Besides， considering the influence of fan blade torsion angle on blade deformation， the accurate 
in-plane and out-of-plane response of the blade is obtained. Meanwhile， the potential flow theory is used to calculate the hydrody‑
namic force in order to solve the limitations of the traditional Morison equation algorithm. The simulation analysis shows that the 
model proposed in this paper can calculate the dynamic response of floating offshore wind turbine system more accurately with wid‑
er applicability.

Key words: floating offshore wind turbine； multi‑body system； aerodynamic analysis； hydrodynamic analysis； coupled model
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