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风浪联合作用下分布式调谐质量阻尼器
对海上半潜漂浮式风机的减振控制
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摘要 : 海上半潜漂浮式风机在复杂深海环境下产生有害振动会威胁风机的安全性和耐久性，针对该问题并结合美

国 NREL 的 5 MW 样机的漂浮平台几何结构构造，提出利用分布式调谐质量阻尼器（Tuned Mass Dampers，
TMDs），即分别在漂浮平台的 3 根浮筒中布置 TMD，形成等边三角形布置，对随机风浪联合作用下海上半潜漂浮

式风机的平台纵摇振动进行控制。为了更好地描述分布式 TMDs 对海上半潜漂浮式风机的减振效果，基于拉格朗

日方程和模态叠加法，对海上半潜漂浮式风机⁃TMDs 耦合系统提出并建立了 9 自由度多体动力学模型。基于 H ∞

算法，即以平台纵摇频响函数的峰值为优化目标，对分布式 TMDs 的参数进行优化设计，优化设计中考虑了 3 个

TMDs 之间的耦合关系。对风机⁃TMDs 耦合系统开展了风浪联合作用下的数值模拟，分析了分布式 TMDs 对平台

纵摇响应的减振效果。结果表明：最优设计下的分布式 TMDs 对海上半潜漂浮式风机平台纵摇振动具有良好的减

振性能；在三种不同工况的随机风浪荷载作用下，分布式 TMDs 对平台纵摇固有频率附近的功率谱密度曲线峰值

减振率和标准差减振率能分别达到 39% 和 52% 以上。
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引  言

随着全球变暖的加速和人们环境保护意识的增

强，可再生清洁能源的生产和使用变得越来越重要，

其中海上风能因其风速高、风力稳定、对环境影响小

等优点受到广泛关注。随着近海领域的风能开发逐

渐饱和，风能开发领域已向深海进军。传统的固定

式海上风机并不适用于所有区域，对于深远海领域，

海上漂浮式风机渐渐成为当前的优先选择。海上漂

浮式风机从结构形式上可大体划分为四种：立柱式

（Spar）、张力腿式（TLP）、驳船式（Barge）和半潜式

（Semisubmersible）［1⁃2］。其中，海上半潜漂浮式风机

是目前业界广受欢迎的一种海上风机，其漂浮平台

通过分布式的浮筒结构产生较大的水线面以保持风

机的稳定性，且吃水深度较小、应用灵活、安装方便，

在漂浮式风机实践应用中具有独特的优势，并已取

得了初步的商业应用价值，比如葡萄牙的 Wind⁃
Float，美国的 VolturnU 和 NREL OC4，以及中国的

“三峡引领号”。因此本文选择海上半潜漂浮式风机

作为研究对象。

然而，由于深海工作环境非常复杂，海上漂浮式

风机的运营面临许多挑战。例如在随机风、浪、流、

冰等荷载的联合作用下，风机塔筒顶端和叶片尖端

将会产生较大的变形，从而影响风机结构的安全性

和耐久性，最终对风机结构造成破坏［3⁃6］。因此，如

何对海上漂浮式风机进行振动控制成为了当前的工

程难题。

近年来，土木工程中的结构振动控制技术逐渐

应用于海上漂浮式风机的振动控制中。结构振动控

制技术主要分为被动控制、主动控制、半主动控制三

类。相比较于主动和半主动控制，被动控制因其具

有方法系统简单、可靠性高、经济成本小的优点而备

受欢迎。在被动控制装置中，关于调谐质量阻尼器

（Tuned Mass Damper，TMD）的研究较多。 TMD
被动控制装置已经广泛应用于高层建筑的抗震、抗

风等方面。

近年来，专家学者们对 TMD 在海上漂浮式风
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机上的应用开展了相关研究。Lackner 等［7］首先提

出将 TMD 应用在驳船漂浮式风机上，他们结合美

国 国 家 可 再 生 能 源 实 验 室（NREL）的 分 析 软 件

FAST，基于工程试验给出 TMD 的设计参数，研究

了布置在机舱内的 TMD 对塔筒纵弯的减振效果。

虽然 FAST 软件能够充分反映海上漂浮式风机的

结构动力学行为，但是 FAST 模型的源程序语言比

较复杂，对于揭露风机多体组成部分之间的耦合关

系和开展进一步的风机减振研究并不方便，因此众

多学者纷纷根据自己的减振研究提出风机的简化动

力学模型。

Stewart 等［8］基于达朗贝尔原理，考虑风机平台

与塔筒的纵摇运动，建立了三种海上漂浮式风机的

二维 2 自由度简化动力学模型，并基于遗传算法对

TMD 的设计参数进行了优化，分析了 TMD 对三种

漂浮式风机的减振效果。Si 等［9⁃10］基于达朗贝尔原

理，考虑平台的纵荡、纵摇、垂荡及塔筒的纵弯运动，

建立了立柱漂浮式风机的 4 自由度动力学模型，分

别研究了机舱 TMD 与平台 TMD 对漂浮式风机的

减振效果。Li 等［11］考虑平台的纵荡和纵摇运动以

及塔筒的纵弯运动，建立了风机的 3 自由度动力学

模型，利用联合穷举法和遗传算法对机舱 TMD 的

设计参数进行了优化，分析了机舱 TMD 对半潜漂

浮式风机的减振效果。

为了改善 TMD 的鲁棒性与性能，Dinh 等［12］提

出利用多重 TMD 对立柱漂浮式风机的机舱与漂浮

基础的面内运动进行协同减振。Wu 等［13］分析了多

重 TMD 对张力腿漂浮式风机平台的减振效果。金

鑫等［14］研究了多重 TMD 对立柱式海上漂浮式风机

塔筒侧向振动的控制效果，分析了 TMD 数量对控

制性能的影响。贺尔铭等［15］考虑平台与塔筒的三维

运动，分析了多重主被动 TMD 对立柱漂浮式风机

的减振效果。

上述文献对多重 TMD 在漂浮式风机上的应用

开展了多方面的研究，但在对控制对某一阶频率振

动的多重 TMDs 进行参数优化设计时，尚未考虑多

个 TMD 之间存在的耦合动力学关系，它们大多采

用 单 个 TMD 的 最 优 减 振 参 数 。 因 此 对 于 多 重

TMD 对海上漂浮式风机的优化控制仍有进一步研

究的必要。

综 上 所 述 ，本 文 以 NREL 中 OC4 工 程 中 的

5 MW 海 上 半 潜 漂 浮 式 风 机（Semisubmersible 
Floating Offshore Wind Turbine，SS⁃FOWT）［16］为研

究对象，结合 SS⁃FOWT 平台浮筒的等边三角形几

何布置特性，提出一种分布式 TMDs 控制策略，即

分别在三个浮筒中布置 TMD，对风机的平台纵摇

振动进行协同振动控制。为了分析分布式 TMDs
的减振性能，基于拉格朗日方程，建立 9 自由度的风

机⁃TMDs 耦合系统多体动力学模型；通过比较风机

动力学简化模型与 FAST 模型的静水衰减响应，验

证所建风机简化模型的正确性；并基于所识别的振

动频率与被控模态阻尼比，利用 H ∞ 算法，即以平台

纵摇响应峰值为优化目标，开展分布式 TMDs 的参

数优化。最后在风浪联合作用下研究分析分布式

TMDs对 SS⁃FOWT 平台的减振效果。

1　风浪联合作用下风机‑TMDs 耦合

系统多体动力学建模

1. 1　风机‑TMDs耦合系统的描述

SS⁃FOWT 的 结 构 正 面 图 和 侧 面 图 分 别 如

图 1（a）和（b）所示。从图 1 中可知，SS⁃FOWT 主要

由系泊、漂浮平台、塔筒、机舱和转子（包括叶片和轮

毂）组成。TMD 主要安装嵌入于漂浮平台的三根

浮筒之内。由于本文主要关注阻尼器对漂浮平台的

减振效果，为了方便计算，将风机结构视为刚体［17］，

暂不考虑机舱内部的传动系统动力特性，重点考虑

平台的平动与转动、叶片的转动以及 TMD 的竖向

位移；系泊系统简化为平台对应自由度的无质量线

性弹簧。

本文建立的风机动力学模型主要包含平台的 6
个模态自由度（qp

su，qp
sw，qp

he，qp
ro，qp

pi，qp
ya），联同分布式

TMDs 的 3 个竖向模态自由度（qT1
z ，qT2

z ，qT3
z ），一共 9

个自由度，其中，qp
su，qp

sw，qp
he 表示漂浮平台的平动，分

别为纵荡、横荡、垂荡；qp
ro，qp

pi，qp
ya 表示漂浮平台的转

动，分别为横摇、纵摇、艏摇。此外，为了方便表示矢

量的方向，建立一个整体坐标系 o⁃xyz，其中 o 点与

初始位置时风机系统的重心 G 重合。

1. 2　风机‑TMDs耦合系统动力学建模

1. 2. 1　建模方法

由于 SS⁃FOWT 是复杂的多自由度耦合系统，

因此选用经典的拉格朗日能量方程建立风机的多体

动力学模型更为适合，且能够清楚地描述各个自由

度之间的关系，并采用模态叠加法来描述风机的多

体之间的耦合变形。具体计算方程如下式所示：

d
dt ( ∂T

∂q̇ i )- ∂T
∂qi

+ ∂V
∂qi

= Q i （1）

式中  T 表示系统的总动能；V 表示系统的总势能；

qi 为广义坐标；q̇ i 为广义坐标 qi 对应的广义速度；Q i

为广义坐标 qi 对应的非保守力。
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1. 2. 2　风机的动能与势能

漂浮平台的动能 T p 可以计算为：

T p = 1
2 m pé

ë
ù
û( )q̇p

su
2
+ ( )q̇p

sw
2
+ ( )q̇p

he
2

+

1
2 J p

ro ( )q̇p
ro

2
+ 1

2 J p
pi( )q̇p

pi
2
+ 1

2 J p
ya ( q̇p

ya )2 （2）

式中  m p 为平台的质量；J p
ro，J p

pi，J p
ya 分别为平台在横

摇、纵摇、艏摇三个方向上的转动惯量。

对于风机漂浮平台，以初始重心 G 为零势能点，

其重力势能 V p 为：

V p = m p gqp
he （3）

式中  g 为重力加速度。

对于风机塔筒，其在距离静止海平面高度为 h

的截面处的绝对位移分量可表示为：

u t
x = qp

su +( H G + h ) sinqp
pi （4）

u t
y = qp

sw -( H G + h ) sinqp
ro （5）

u t
z = qp

he （6）
式 中  H G 为 风 机 重 心 到 海 平 面 的 距 离 ，如 图 1
所示。

因此，其绝对位移合量 u t(h，t )可以计算如下：

u t(h，t )= ( )u t
x

2 + ( )u t
y

2
+ ( )u t

z

2
（7）

塔筒的动能可以计算如下：

T t = 1
2 ∫

H tb

H tt

ρt( )h [ u̇ t(h， t ) ]2 dh （8）

式中  ρt(h)为塔筒的单位长度质量；H tb，H tt 分别为

风机重心到塔筒底端、塔筒顶端的距离，如图 1
所示。

塔筒的重力势能可以计算如下：

V t =∫
H tb

H tt

ρt( )h g{qp
he + ( )H G + h [1 -

}]( )1 - cosqp
pi - ( )1 - cosqp

ro dh （9）

假定机舱为塔筒上方的集中质量，忽略轮毂的

转动动能，则机舱与轮毂的合动能可计算如下：

T n = 1
2 m n [ u̇ t(H tt，t ) ]2 （10）

式中  m n 为机舱与轮毂的质量。

机舱与轮毂的重力势能可计算如下：

V n= 1
2 m n{qp

he+( )H G+H tt [1-

}]( )1-cosqp
pi -( )1-cosqp

ro （11）

为了方便描述叶片的运动，在叶轮上建立局部

坐标系 o'⁃x'y'z'，叶片的计算分析模型如图 2 所示。

其中，o'与轮毂的中心重合，o'z '轴始终与塔筒的中

心线重合。则在 o⁃xyz 坐标系下，第 a 片叶片在距离

轮毂中心 r处的位移分量为：

ì

í

î

ï
ïï
ï

ï
ïï
ï
ï
ï

uba
x ( )r，t = u t

x ( )H tt， t + rsinqp
pi

uba
y ( )r，t = u t

y( )H tt， t - rsin ( )qp
ro + ψba

uba
z ( )r，t = u t

z( )H tt， t - r [ ]1 - cos ( )qp
ro + ψba

（12）
式中  a =1，2，3 为叶片的序号，其中第 1 片叶片的

初始位置与 Z 轴重合，ψba 为第 a 片叶片的方位角。

假定叶片的转速为恒速 Ω。对于现代多兆瓦的

桨距调节风机，由于桨距控制器的作用，当平均风速

在额定风速和截止风速之间时，转速是恒定的（由于

湍流，转速在平均值附近略有振荡）；当平均风速低

于额定风速时，俯仰控制器失效，转速取决于平均风

速。因此，一般对于给定的风速，可以认为转速是恒

定的［18］。则第 a 片叶片的方位角 ψba ( t )可表示为［19］：

ì
í

î

ïïïï

ïïïï

ψba ( )t = ψb1 ( )t + 2
3 π ( i - 1 )

ψb1 ( )t = Ωt
（13）

则叶片的动能 T b 可以计算如下：

T b = ∑
a = 1

3 1
2 ∫

R 0

R

ρb( r ) [ ( u̇ba
x ) 2 + ( u̇ba

y ) 2
+( u̇ba

z )2 ] dr

（14）
式中  ρb( r )为叶片的单位长度质量；R 0 为轮毂的半

径；R 为轮毂中心处到叶尖的距离。

图 1 海上半潜漂浮式风机结构示意图

Fig. 1 Structure schematic diagram of the SS-FOWT
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叶片的重力势能 V b 可以计算如下：

V b = g ∑
a = 1

3 ∫
R 0

R

ρb( )r [ ]( )H G + H tt + r + uba
z dr

（15）
1. 2. 3　阻尼器的动能与势能

本文拟将三个 TMD 安装于风机漂浮平台的 3
个浮筒中，形成分布式 TMDs，其布置图如图 3 所

示，对风机平台的纵摇振动进行减振。 NREL 的

5 MW 的 SS⁃FOWT 平台主要由一根主筒与三根副

筒 组 成 ，其 中 三 根 副 筒 围 成 等 边 三 角 形 。 因 此

TMD 的布置也呈现等边三角形形状。

因此，分布式 TMDs 在坐标系 O⁃XYZ 中的绝

对位移可以表示为：

uT1
z = qT1

z + qp
he + 2Lsinqp

pi （16）
uT2

z = qT2
z + qp

he - Lsinqp
pi （17）

uT3
z = qT3

z + qp
he - Lsinqp

pi （18）
式中  L 为 2 号或 3 号 TMD 距离坐标原点的水平距

离，根据等边三角形的几何特性，1 号 TMD 距离坐

标原点的水平距离为 2L。

则分布式 TMDs的动能可计算如下：

T T = 1
2 m T1 ( u̇T1

z ) 2 + 1
2 m T2( u̇T2

z ) 2 + 1
2 m T3 ( u̇T3

z ) 2

（19）
分布式 TMDs的势能可计算如下：

V T = 1
2 kT1 (qT1

z ) 2
+ 1

2 kT2(qT2
z ) 2

+ 1
2 kT3 (qT3

z ) 2

（20）
采用虚功原理，可得到阻尼器阻尼力所做虚功

如下：

W T = -∑
i = 1

3

cTi q̇Ti
z δqTi

z （21）

式中  i = 1，2，3 为 TMD 的序号；m Ti，cTi，kTi 分别为

对应 TMD 的质量、阻尼、刚度；δ 为虚位移。最后对

阻尼器的相关运动自由度求导，即可得到对应阻

尼力。

1. 2. 4　环境荷载

SS⁃FOWT 的环境荷载主要考虑静水荷载、水

动力与气动力。其中水静力荷载主要包括浮力和静

水恢复力，水动力主要由平台与海水流体的相对运

动产生；气动力主要由来流风与叶片的相对运动产

生。此外，系泊系统采用准静态法分析，简化为线性

弹簧力，忽略系泊阻尼与惯性作用的影响。

SS⁃FOWT 的水静力荷载可以表示为：

F hs = ρw gV 0Γ+ K resqp （22）
式中  第一项中 ρw gV 0 代表浮力，其中 ρw 为水的密

度，V 0 为平台沉入水下的体积；Γ=［0 0 1 0 0 0］为

位置矩阵，表示作用在垂荡方向上；K res 为静水恢复

矩阵；qp 为与平台自由度相关的矩阵。

SS⁃FOWT 的水动力主要借助莫里森方程和切

片理论［18］进行计算，通过对单位元的水中圆柱体的

水动力进行积分，即可获得平台浮筒的水动力荷载。

对于单位长度的圆柱形平台浮筒，其所受的水平波

浪力可以表示为：

dF hydro
h = 1

2 C dh ρw (v - q̇) | v - q̇ |+

( )1 + C ah ρw
πD 2

4 v̇ - C ah ρw
πD 2

4 q̈ （23）

式中  C dh 为水平方向的水阻尼系数；v 为水流水平

速度；C ah 为水平方向的附加质量系数；D 为圆柱体

的截面直径。

对于单位长度的圆柱形平台浮筒，其所受的垂

直波浪力可以表示为：

dF hydro
v = 1

2 C dv ρw ( )w- v̇ || w- q̇ +

ρw C avV R ( )ẇ- q̈p
he + π

4 D 2
h pb-

π
4 ( D 2

h-D 2
c ) p t

（24）
式中  C dv 为垂直方向的水阻尼系数；w 为水流垂直

速度；C av 为垂直方向的水附加质量系数；V R 为参考

体积；D h 为浮筒底部升沉板的直径；D c 为浮筒升沉

板上面浮筒的直径；pb 和 p t 分别为升沉板的底部和

顶部的水压，其中升沉板主要由三根大浮筒组成。

图 2 叶片的计算分析模型

Fig.  2 Computational analysis model of the blade

图 3 分布式 TMDs布置图

Fig. 3 Layout diagram of the distributed TMDs
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本研究拟采用 Pierson⁃Moskowitz（PM）随机海

浪谱，通过谐波合成法合成随机海浪谱时程数据［13］。

对于作用在风机上的风荷载，本研究拟采用 Kaimal
脉动风谱模拟脉动风，并通过叶素动量理论计算作

用在叶片上的风荷载［20］。为方便计算，本文只考虑

作用在叶片上的风荷载，忽略风荷载对塔筒的作用。

除此之外，将系泊缆索的作用力简化为线性弹

簧力作用在漂浮平台上［16］，忽略系泊缆索的阻尼与

惯性的影响，具体形式可表示为：

F m = F m0 - K mqp （25）
式中  F m0 为系泊初始状态提供的预张力矩阵；K m

为系泊锚索提供的刚度矩阵。

联合耦合系统的能量与外力代入能量方程（1），

基于小角度简化准则，可得到风机⁃TMDs 耦合系统

的 9 自由度动力学模型，如下式所示：

Mq̈+ Cq̇+ Kq= Q （26）
式中  M，，C，，K分别为耦合系统的质量、阻尼、刚度

矩阵，矩阵维度为 9×9；Q为外荷载矩阵，矩阵维度

为 9×1。

2　分布式 TMDs的参数优化

2. 1　参数优化耦合模型

由于分布式 TMDs 的参数优化主要针对平台

纵摇振动，因而开展参数优化的耦合系统仅考虑平

台纵摇振动与分布式 TMDs 的竖向位移，即 4 个自

由度。图 4 中呈现了耦合系统在 xoz平面的投影。

则耦合系统的动能 T c 和势能 V c 可以分别表

示为：

T c = 1
2 Jpi( )q̇p

pi
2
+ 1

2 m T1 ( )q̇T1
z - 2Lq̇p

pi +

1
2 m T2( )q̇T2

z - Lq̇p
pi

2
+ 1

2 m T3 ( )q̇T3
z - Lq̇p

pi
2

（27）

V c = 1
2 kpi( q̇p

pi) 2
+ 1

2 kT1 (qT1
z ) 2

+

1
2 kT2(qT2

z ) 2
+ 1

2 kT3 ( )qT3
z

2
（28）

式中  Jpi 为整机在平台纵摇上的转动惯量；kpi 为整

机在平台纵摇上的转动刚度。

由于阻尼力做功而导致的虚功可以计算为：

δW c = T ex δqp
pi - cpi q̇p

pi δqp
pi - ∑

i = 1

3

cTi q̇Ti
z δqTi

z （29）

式中  T ex 为作用在平台纵摇上的外力矩；cpi 为整机

在平台纵摇上的阻尼。

将式（27）~（29）代入式（1），可得到耦合系统的

运动方程如下：

Jpi q̈p
pi - (2Lm T1 q̈T1

z + Lm T2 q̈T2
z + Lm T3 q̈T3

z )+
( )4L2 m T1 + L2 m T2 + L2 m T3 q̈p

pi + cpi q̇p
pi + k pi qpi = T ex

（30）
m T1 ( q̈T1

z - 2Lq̈p
pi)+ cT1 q̇T1

z + kT1 qT1
z = 0 （31）

m T2( q̈T2
z - Lq̈p

pi)+ cT2 q̇T2
z + kT2 qT2

z = 0 （32）
m T3 ( q̈T3

z - Lq̈p
pi)+ cT3 q̇T3

z + kT3 qT3
z = 0 （33）

为了方便设计，并且保持阻尼器加入后平台稳

定平衡，假设 3 个 TMD 的质量相同：

m T1 = m T2 = m T3 = m T （34）
为了获得分布式 TMDs 在频域内的最优调谐

参数，首先引入相关系统参数以方便后续对运动方

程进行无量纲化，具体如表 1 所示。其中分布式

TMDs 的 设 计 参 数 为 频 率 比 fT1，fT2，fT3 和 阻 尼

比 ξT1，ξT2，ξT3。

基于表 1 的参数，对式（30）~（33）进行拉普拉

斯变换与无量纲化［21］，即可得到耦合系统的无量纲

化运动方程如下：

qp
pi( jα) 2

+ 2ξpi qp
pi( jα)+ qp

pi -
μT

6L (2qT1
z +

)qT2
z + qT3

z ( )jα
2
+ μT qp

pi( )jα
2
= T ex （35）

表 1 系统参数

Tab. 1 System parameters

参数

μT = 6m T L2

Jpi

ω pi = kpi/Jpi

ωT1 = kT1 /m T1

ωT2 = kT2 /m T2

ωT3 = kT3 /m T3

α = ω/ω pi

fT1 = ωT1 /ω pi

fT2 = ωT2 /ω pi

fT3 = ωT3 /ω pi

ξpi = cpi/ ( 2Jpi ω pi )
ξT1 = cT1 / ( 2m T1 ωT1 )
ξT2 = cT2 / ( 2m T2 ωT2 )
ξT3 = cT3 / ( 2m T3 ωT3 )

说明

三个 TMD 与风机的

纵摇转动惯量之比

风机在平台纵摇运动上的固有频率

1 号 TMD 的固有频率

2 号 TMD 的固有频率

3 号 TMD 的固有频率

外激频率比

1 号 TMD 与主结构的频率比

2 号 TMD 与主结构的频率比

3 号 TMD 与主结构的频率比

风机在平台纵摇上的阻尼比

1 号 TMD 的阻尼比

2 号 TMD 的阻尼比

3 号 TMD 的阻尼比

图 4 分布式 TMDs在 xoz平面内的投影图

Fig. 4 Projection diagram of the distributed TMDs in xoz 
plane
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(qT1
z - 2Lqp

pi) ( jα) 2
+ 2fT1 ξT1 qT1

z ( jα)+ f 2
T1 qT1

z = 0
（36）

(qT2
z - Lqp

pi) ( jα) 2
+ 2fT2 ξT2 qT2

z ( jα)+ f 2
T2 qT2

z = 0
（37）

(qT3
z - Lqp

pi) ( jα) 2
+ 2fT3 ξT3 qT3

z ( jα)+ f 2
T3 qT3

z = 0
（38）

最终可以得到平台纵摇的频响传递函数如下：

H pi =
qp

pi

T ex
=

∑
i = 1

6

Bi ( jα )i

∑
i = 1

8

A i ( jα )i

（39）

式中  j 为虚数单位，j2=-1；分子和分母的相关系

数 Bi 和 A i 见附录。

2. 2　参数优化准则

本研究参数优化设计基于 H ∞ 优化准则［21］，即

以平台纵摇的频响函数幅值的峰值最小化为目标函

数，搜索符合条件的分布式 TMDs 的 6 个最优设计

参数。其中目标函数 J可以表示为：

J = min [ max ( | H pi | ) ] （40）

2. 3　风机系统仿真参数

由于在接下来的 TMD 参数优化过程中需要结

合 NREL的 5 MW 风机的相关几何参数 L进行计算，

因此在这里给出 5 MW 海上半潜漂浮式风机的系统

参数，如表 2所示，具体细节参数参考文献［15］。

2. 4　优化结果

表 3~5 列举了不同被控平台纵摇模态阻尼比

与质量比下分布式 TMDs 的最优设计参数值。除

此之外，还列举了优化后目标函数的峰值。

图 5 给 出 了 当 被 控 平 台 纵 摇 模 态 阻 尼 比 为

0.01、质量比为 0.03 时，分布式 TMDs 控制与无控下

的正则化平台纵摇频响函数对比图。由图 5 可知，

优化后的频响函数有 4 个峰值，对应 4 个自由度，且

峰值基本相等，对无控状态下的频响函数的减振效

果很好，说明了优化结果的准确性。图 6 给出了被

控模态阻尼比为 0.01 时，不同转动惯量比的分布式

TMDs 控制下的正则化平台纵摇频响函数对比图。

从图 6 和表 2~4 中可以观察到，随着转动惯量比的

增大，分布式 TMDs 的减振性能逐渐提升，但是增

长趋势逐渐变缓。

图 7 给出了分布式 TMDs 的转动惯量比 μT 为

0.03 时，不同被控平台纵摇模态阻尼比下的正则化

平台纵摇频响函数对比图。从图 7 中可以看出，随

着被控模态阻尼比的提高，耦合系统的自身耗能能

力增强，振幅更小。

表 2 NREL的 5 MW 海上半潜漂浮式风机系统参数

Tab. 2 The system parameters of the NREL 5 MW 
SS‑FOWT

位置

总体属性

叶片属性

机舱、轮毂

属性

塔筒属性

平台属性

系统参数

叶片数量

风轮直径

轮毂高度

切入、额定转速

叶片长度

单片质量

机舱质量

轮毂质量

轮毂直径

塔顶距海平线

塔筒长度

塔筒质量

平台质量

平台重心低于海平线

平台纵摇转动惯量

平台横摇转动惯量

平台艏摇转动惯量

2 号（3 号）浮筒距离重心的

水平距离 L

取值

3
126 m
90 m

6.9，12.1 r/min
6.5 m

17536 kg
240000 kg
56780 kg

3 m
87.6 m
77.6 m

249718 kg
1.3473×107 kg

13.46 m
6.827×109 kg∙m2

6.827×109 kg∙m2

1.226×1010 kg∙m2

14.434 m

表 3 被控模态阻尼比为 0时分布式 TMDs的最优设计参数

Tab. 3 The optimal design parameters of distributed 
TMDs without the controlled modal damping ratio

μT

0.03
0.06
0.09
0.12

f opt
T1

0.9723
0.9466
0.8556
0.8258

f opt
T2

1.0575
0.8542
0.9832
1.0866

f opt
T3

0.9044
1.0732
1.0871
0.9663

ξ opt
T1

0.0805
0.1044
0.1247
0.1451

ξ opt
T2

0.0463
0.0504
0.0771
0.0890

ξ opt
T3

0.0400
0.0639
0.0755
0.0901

H max
pi

7.0483
5.0343
4.1569
3.6383

表 4 被控模态阻尼比为 0. 01 时分布式 TMDs 的最优设计

参数

Tab. 4 The optimal design parameters of distributed TMDs 
with the controlled modal damping ratio of 0. 01

μT

0.03
0.06
0.09
0.12

f opt
T1

0.9695
0.9426
0.8512
0.8210

f opt
T2

1.0592
1.0678
0.9791
0.9666

f opt
T3

0.8991
0.8523
1.0842
1.0864

ξ opt
T1

0.0784
0.1113
0.1273
0.1412

ξ opt
T2

0.0451
0.0669
0.0782
0.0889

ξ opt
T3

0.0408
0.0553
0.0775
0.0919

H max
pi

6.2951
4.6534
3.8983
3.4406

表5 被控模态阻尼比为0. 02时分布式TMDs的最优设计参数

Tab. 5 The optimal design parameters of distributed TMDs 
with the controlled modal damping ratio of 0. 02

μT

0.03
0.06
0.09
0.12

f opt
T1

1.0149
0.8810
0.8457
0.8162

f opt
T2

0.8927
1.0795
1.0878
0.9592

f opt
T3

0.9413
0.9926
0.9794
1.0809

ξ opt
T1

0.0861
0.1040
0.1207
0.1464

ξ opt
T2

0.0384
0.0634
0.0735
0.0922

ξ opt
T3

0.0445
0.0621
0.0705
0.0913

H max
pi

5.7542
4.3241
3.6694
3.2662
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为了确保优化结果的准确性与可靠性，图 8 和 9
分别分析了分布式 TMDs 减振系统在最优设计频

率比和阻尼比偏离下的减振性能。其中转动惯量比

μT 假定为 0.03，阻尼比为 0.01。从图 8 中可以看出，

无论哪一项设计频率比发生偏差，都会对减振效果

产生很大影响，说明了优化结果的准确性，同时说明

对分布式 TMDs 进行参数优化时，考虑多个 TMD
之间的耦合关系至关重要。图 9 同样也表明了优化

结果的准确性，但是相对频率比偏差，阻尼比偏差对

减振性能的影响较小。其主要原因是相对于单个

TMD，多个 TMD 提升了减振系统的鲁棒性［22］。

3　分布式 TMDs 对风机的减振时程

分析

3. 1　风机模型验证

基于第 1 节提出的耦合系统模型与第 2 节开展

的参数优化设计，开展分布式 TMDs 对海上半潜漂

浮式风机的时程减振分析。在建立 SS⁃FOWT 的动

力学模型后，通过比较推导的简化动力学模型与

NREL 的 FAST 模型的静水衰减响应来验证模型的

正确性。

假设初始位移为 1 m 或者 1°，图 10 与 11 分别通

过时程与功率谱密度函数（PSD）比较了两种模型的

平台动力响应，即分别从时域与频域两方面进行对

比。由图 10 可以看出，自建简化模型与 FAST 模型

的平台时程响应拟合度很好。由图 11 可以看出，自

建模型的平台 6 自由度的固有频率基本与 FAST 模

型重合一致，只是对应的幅值稍有不同；其幅值不同

图 8 最优 TMDs频率比偏离下的正则化平台纵摇频响函数

Fig. 8 Regularization frequency responses of the platform 
pitch under optimal TMDs frequency ratio deviation

图 9 最优 TMDs阻尼比偏离下的正则化平台纵摇频响函数

Fig. 9 Regularization frequency responses of the platform 
pitch under optimal TMDs damping ratio deviation

图 5 不同系统控制下的正则化平台纵摇频响函数

Fig. 5 Regularization frequency responses of the platform 
pitch under different systems control

图 6 不同转动惯量比下的正则化平台纵摇频响函数

Fig. 6 Regularization frequency responses of the platform 
pitch under different rotational inertia ratios

图 7 不同被控模态阻尼比下的正则化平台纵摇频响函数

Fig. 7 Regularization frequency responses of the platform 
pitch under different controlled modal damping ratios
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的主要原因是：利用莫里森公式在计算水阻尼力时，

相关系数只是一个平均估计值，和实际中稍有不同，

故而造成偏差；由于本文主要围绕其固有频率和模

态阻尼比开展进一步的减振设计分析，因此该误差

只会对振动响应阻尼比稍有影响，对阻尼器的整体

性能评估影响不大，满足减振设计的要求。图 10 和

11 中可识别平台纵摇响应的固有频率约为 0.039 
Hz，模态阻尼比约为 0.01。基于识别结果以及第 2
节中开展的参数优化研究，假定数值仿真中分布式

TMDs 的 转 动 惯 量 比 μT 为 0.03，可 得 到 分 布 式

TMDs的最优设计参数，如表 6 所示。

3. 2　风浪联合作用下分布式 TMDs振动控制分析

本节将开展风浪联合作用下分布式 TMDs 对

SS⁃FOWT 的振动控制分析。对于仿真荷载工况，

选取了三组典型荷载工况，如表 7 所示。由于平台

纵摇响应主要受风荷载影响，因此三种工况设定为

波浪荷载相同、风荷载不同。其中转子转速假定为

额定转速。为了考察最大响应，假设风、浪荷载均朝

着 X 轴方向。图 12 为工况 3 下分布式 TMDs 对平

台纵摇的减振曲线，分别从时域和频域两方面进行

分析。从图 12（a）的减振时程中可以看出，分布式

TMDs 对平台纵摇有很好的减振作用。需要说明的

是，由于 TMD 在发挥减振作用时需要一个缓冲准

备阶段，因而对于初始阶段的最大值减振效果不明

显。从图 12（b）中可以看出，分布式 TMDs 对于平

台纵摇固有频率（0.039 Hz）附近的振动有很好的减

振效果。

图 10 自建简化模型与 FAST 模型的平台静水衰减响应时程对比

Fig. 10 Comparison of time-history of platform static water attenuation responses between the self-built simplified model and the 
FAST model
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具体而言，表 8 列举了三种不同荷载工况下，分

布式 TMDs 对于 PSD 曲线在平台纵摇固有频率

0.03~0.05 Hz 附近的峰值及标准差的减振率。由

表 8 可知，分布式 TMDs 能对平台纵摇进行充分减

振，不同荷载工况下减振效果稍有不同，主要是由于

不同风荷载引起的振动响应频谱成分不同。但是

图 11 自建简化模型与 FAST 模型的平台静水衰减响应功率谱密度函数对比

Fig. 11 Comparison of PSD of platform static water attenuation responses between the self-built simplified model and the FAST 
model

表 7 仿真荷载工况

Tab. 7 Simulated load conditions

工况

工况 1
工况 2
工况 3

平均风速/
(m∙s−1)

6
9

12

湍流度

0.1
0.1
0.1

有效波高/
m
3
3
3

波谱周期/
s

10
10
10

表 6 分布式 TMDs的最优设计参数

Tab. 6 The optimal design parameters of distributed TMDs

TMD
1 号 TMD
2 号 TMD
3 号 TMD

质量/kg
4.45×105

4.45×105

4.45×105

刚度/(N∙m−1)
2.42×104

2.89×104

2.08×104

阻尼/(N∙s∙m−1)
1.63×104

1.02×104

7.85×103

图 12 工况 3 下平台纵摇减振曲线

Fig. 12 Vibration reduction curves of the platform pitch 
under condition 3
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PSD 峰值减振率均能达到 39% 以上，PSD 标准差减

振率均能达到 52% 以上。

3. 3　不同叶片转速对风机平台纵摇响应的影响

由于当湍流风平均风速没达到额定风速 11.4 m/s
时，叶片的转速不一定达到额定转速，因此本节将对

不同叶片转速下的风机平台纵摇响应进行讨论。以

工况 2 为例，探讨叶片转速在 6.9，9.5 和 12.1 r/min
三种情况下对无控和 TMD 控制下的平台纵摇响应

的影响，分别如图 13 和 14 所示。从图中可以看出，

不同的叶片转速对无控和 TMD 控制下的平台纵摇

响应基本没有影响。

4　结  论

针对海上半潜漂浮式风机的平台振动问题，结

合美国 NREL 的 5 MW 样机的漂浮平台几何结构构

造，提出了一种分布式 TMDs 的控制策略。为了研

究分布式 TMDs 对海上半潜漂浮式风机平台的减

振性能，本文基于拉格朗日能量方程建立了 9 自由

度的风机⁃阻尼器耦合动力学模型。通过与 NREL
的 FAST 模型的静水衰减响应进行对比，验证了模

型的正确性。为了优化分布式 TMDs 的设计参数，

将平台纵摇模态与 TMD 的运动提取出来，建立了 4
自由度简化模型，模型考虑了三个 TMD 之间的耦

合关系。然后基于 H ∞ 优化准则，即以平台纵摇的

频响函数幅值的峰值最小化为目标函数，开展了分

布式 TMDs 的参数优化研究。最后基于优化结果

分析了分布式 TMDs 在风浪联合作用下对海上半

潜漂浮式风机的减振效果。研究方法与结果可为大

型海上半潜漂浮式风机动力学分析与振动控制设计

提供参考。具体结论如下：

（1） 随着质量比的增加，分布式 TMDs 的减振

性能逐渐提升，但是增长趋势会逐渐变缓。随着主

结构阻尼比的增加，平台纵摇频响函数的峰值也会

逐渐降低。

（2） 最优分布式 TMDs 的减振性能会受到最优

设计参数的偏差的影响而变差，说明了优化结果的

准确性，其中相对于频率比，阻尼比偏差对减振性能

的影响相对较小。

（3） 风浪联合作用下，数值仿真结果表明分布

式 TMDs 对平台纵摇振动起到较好的控制效果。

具体而言，三种不同风浪荷载工况下，在平台纵摇固

有频率附近，平台纵摇的 PSD 峰值减振率均能达到

39% 以上，PSD 标准差减振率均能达到 52% 以上。

此外，不同的叶片转速对风机的平台纵摇响应基本

没有影响。
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Vibration reduction control of a semisubmersible floating offshore 
wind turbine by the distributed tuned mass dampers under combined 

wind and wave excitations

LUO Yi-fan1，2， SUN Hong-xin1，2， WANG Xiu-yong1，2， CHEN An-hua3， PENG Jian1，2， ZUO Lei4
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4.Department of Naval Architecture and Marine Engineering， University of Michigan， Ann Arbor 48109， USA）

Abstract: To address the threat of harmful vibrations of semisubmersible floating offshore wind turbine （FOWT） in complex deep-

sea environments to the safety and durability， a design of distributed tuned mass dampers （TMDs） is proposed to control the plat⁃
form pitch motion under the randomly combined wind and wave excitations， in combination with the geometric structure of the 
5MW prototype of NREL in the United States. The distributed TMDs are installed inside the platform to form an equilateral trian⁃
gle arrangement. To better describe the performance of the distributed TMDs on the semisubmersible FOWT， a 9-degree-of-free⁃
dom multi-body dynamics model is proposed and established for the coupled semisubmersible FOWT-TMDs system based on La⁃
grange's equation and the modal superposition method. Based on the H∞ algorithm， whose optimization objective is the peak value 
of the frequency response function of platform pitch motion， the parameters of the distributed TMDs are optimally designed， where 
the coupling relationship between multiple TMDs is considered. The numerical simulation of the coupled FOWT-TMDs system 
under the combined wind and wave excitations is carried out to analyze the performance of the distributed TMDs on the platform 
pitch response of the wind turbine. The results show that the distributed TMDs with optimal design has good damping performance 
on the platform pitch motion of the semisubmersible FOWT. Under random wind and wave loads in three different working condi⁃
tions， the peak and standard deviation vibration reduction rates of the power spectral density curve near the natural frequency of 
platform pitch can reach more than 39% and 52%， respectively. The research method and results can provide reference for dynam ⁃
ic analysis and vibration control design of large semisubmersible FOWT.

Key words: vibration control； semisubmersible floating offshore wind turbine； multi-body coupled dynamic model； distributed 
tuned mass dampers； parametric optimization
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附　录：

平台纵摇频响函数 H pi 的分子和分母相关系数如下：

B 0 = 6f 2
T1 f 2

T2 f 2
T3，

B 1 = 12( ξT3 f 2
T1 f 2

T2 fT3 + ξT2 f 2
T1 f 2

T3 fT2 + ξT1 f 2
T2 f 2

T3 fT1 )，
B 2 = 6( f 2

T1 f 2
T2 + f 2

T1 f 2
T3 + f 2

T2 f 2
T3 + 4ξT2 ξT3 f 2

T1 fT2 fT3 + 4ξT1 ξT3 fT1 f 2
T2 fT3 + 4ξT1 ξT2 fT1 fT2 f 2

T3 )，
B 3 = 12 [( ξT2 fT2 + ξT3 fT3 ) f 2

T1 +( ξT1 fT1 + ξT3 fT3 ) f 2
T2 + 4ξT1 ξT2 ξT3 fT1 fT2 fT3 +( ξT1 fT1 + ξT2 fT2 ) f 2

T3 ]，
B 4 = 6( f 2

T1 + f 2
T2 + f 2

T3 + 4ξT1 ξT2 fT1 fT2 + 4ξT1 ξT3 fT1 fT3 + 4ξT2 ξT3 fT2 fT3 )，
B 5 = 12( fT1 ξT1 + fT2 ξT2 + fT3 ξT3 )，
B 6 = 6；
A 0 = 6f 2

T1 f 2
T2 f 2

T3，
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A 1 = 12( ξT3 f 2
T1 f 2

T2 fT3 + ξT2 f 2
T1 fT2 f 2

T3 + ξT1 fT1 f 2
T2 f 2

T3 + ξpi f 2
T1 f 2

T2 f 2
T3 )，

A 2 = 6( f 2
T1 f 2

T2 + f 2
T1 f 2

T3 + f 2
T2 f 2

T3 )+ 6f 2
T1 f 2

T2 f 2
T3 ( 1 + μT )+ 24 ( ξT2 ξT3 f 2

T1 fT2 fT3 + ξT1 ξT3 fT1 f 2
T2 fT3 +

ξT1 ξT2 fT1 fT2 f 2
T3 +ξpi ξT3 f 2

T1 f 2
T2 fT3 + ξpi ξT2 f 2

T1 fT2 f 2
T3 + ξpi ξT1 fT1 f 2

T2 f 2
T3 )，

A 3 = 12 { ξT1 fT1[ ]f 2
T2 + f 2

T3 + f 2
T2 f 2

T3 ( )1 + μT + ξT2 fT2[ ]f 2
T1 + f 2

T3 + f 2
T1 f 2

T3 ( )1 + μT + ξT3 fT3[ f 2
T1 + f 2

T2 +

]f 2
T1 f 2

T2( )1 + μT + ξpi ( f 2
T1 f 2

T2 + f 2
T2 f 2

T3 + f 2
T1 f 2

T3 ) }+ 48ξT1 ξT2 ξT3 fT1 fT2 fT3 + 48ξpi ( ξT2 ξT3 fT2 fT3 f 2
T1 +

ξT1 ξT2 fT1 fT2 f 2
T3 + ξT1 ξT3 fT1 fT3 f 2

T2 )，
A 4 = 6( f 2

T1 + f 2
T2 + f 2

T3 + f 2
T1 f 2

T2 + f 2
T2 f 2

T3 + f 2
T1 f 2

T3 )+ 24 ( ξT1 ξT2 fT1 fT2 + ξT1 ξT3 fT1 fT3 + ξT2 ξT3 fT2 fT3 )+
24ξpi[ ]ξT1 fT1 ( )f 2

T2 + f 2
T3 + ξT2 fT2( )f 2

T1 + f 2
T3 + ξT3 fT3 ( )f 2

T1 + f 2
T2 + 4ξT1 ξT2 ξT3 fT1 fT2 fT3 +

24fT1 fT2 fT3 [ ξT2 ξT3 fT1 ( )1 + μT + ξT1 ξT3 fT2( )1 + μT + ξT1 ξT2 fT3 ( )1 + μT ]+ 5μT ( )f 2
T1 f 2

T2 + f 2
T1 f 2

T3 +
2μT f 2

T2 f 2
T3，

A 5 = 12 [ ξT1 fT1 ( 1 + f 2
T2 + f 2

T3 )+ ξT2 fT2(1 + f 2
T1 + f 2

T3)+ ξT3 fT3 (1 + f 2
T1 + f 2

T2) ] +10μT [ ξT1 fT1 ( f 2
T2 +

f 2
T3)+ ξT2 fT2 f 2

T1 + ξT3 fT3 f 2
T1 ]+ 4μT ( )ξT3 fT3 f 2

T2 + ξT2 fT2 f 2
T3 + 48ξT1 ξT2 ξT3 fT1 fT2 fT3 ( )1 + μT +

12ξpi( )f 2
T1 + f 2

T2 + f 2
T3 + 48ξpi ( ξT1 ξT2 fT1 fT2 + ξT1 ξT3 fT1 fT3 + ξT2 ξT3 fT2 fT3 )，

A 6 = 6 (1 + f 2
T1 + f 2

T2 + f 2
T3)+ 24 ( ξT1 ξT2 fT1 fT2 + ξT1 ξT3 fT1 fT3 + ξT2 ξT3 fT2 fT3 )+ μT (4f 2

T1 + f 2
T2 + f 2

T3)+
24ξpi ( ξT1 fT1 + ξT2 fT2 + ξT3 fT3 )，

A 7 = 12 ( ξT1 fT1 + ξT2 fT2 + ξT3 fT3 + ξpi)+ 2μT ( ξT2 fT2 + ξT3 fT3)+ 8ξT1 fT1 μT，

A 8 = 6。
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