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风浪联合作用下驳船型海上浮式风机的非线性
耦合模型与 TMD振动控制研究
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摘要: 海上浮式风机是捕获深远海风能的重要装置，是风能开发的主要研究方向之一。驳船型风机多采用二维低阶简化动力

学模型和非线性最小二乘参数识别方法，建立高阶耦合动力模型能更准确地反映其动力特性。本文关注驳船型海上浮式风机

的多体系统，建立风浪联合作用下的 16 自由度耦合动力学模型，通过数值仿真验证模型的准确性。其中，利用修正的叶素动

量理论计算叶片气动荷载，利用线性势流理论计算波浪荷载，采用准静态法计算系泊张力。此外，为减小驳船型海上浮式风机

的结构振动，在考虑发电机转矩控制和叶片集体变桨控制的基础上，提出将双向碰撞调谐质量阻尼器置于机舱中，并引入限位

装置控制振子行程。随后，通过穷举法和遗传算法进行控制参数优化。仿真分析表明，本文所建模型可准确计算驳船型海上

浮式风机的动力响应；双向碰撞调谐质量阻尼器对结构振动有较好的控制效果。
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Abstract: Capable of capturing offshore wind energy， the floating wind turbine is one of the primary research interests for research‑
ers in the wind energy community. Researchers usually adopt two-dimensional low-degree-of-freedom simplified planar models for 
offshore barge-type wind turbines， where the model parameters are identified by the nonlinear least square method. In this case， 
the accuracy of these models depends highly on parameter fitting. Given the unique structure of offshore floating wind turbines and 
the surrounding environment， a multi-degree-of-freedom coupled dynamical model is necessary to yield more realistic dynamic be‑
haviors. In this paper， we present a coupled dynamic model with 16 degrees of freedom for the multi-body system of barge-type off‑
shore floating wind turbines under the combined action of wind and waves. The model accuracy is verified through numerical simu‑
lation using OpenFAST， developed by the National Renewable Energy Laboratory （NREL）. In particular， the modified Blade El‑
ement Momentum theory is used to calculate the blade aerodynamic load， the linear potential flow theory is used to determine the 
wave load， and the quasi-static method is used to obtain the tension of the mooring systems. Besides the generator torque control 
and blade pitch control， a bi-directional tuned mass damper （TMD） is placed in the nacelle to mitigate the structural vibration of 
the floating wind turbine of the barge‑type， where a limiting device is introduced to limit the TMD stroke. Subsequently， the con‑
trol parameters are optimized by the method of exhaustion and the genetic algorithm. The simulation analyses show that the model 
proposed in this paper accurately alculates yields the dynamic response of the barge-type offshore floating wind turbine. The bi-di‑
rectional TMD with collision mechanism is efficient in mitigating the structural response.
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海洋蕴含丰富的风能资源，具有风力稳定、风速

大的特点。远海风能利于大规模风电开发，是未来

风电行业的主要发展方向之一［1‑2］。海上浮式风机

是一种捕获远海风能的发电装置。然而，海洋复杂

的风浪环境作用会使浮式风机产生较大位移，使风

机系统负荷增加，可使用性能降低［3］。桨距控制能

有效降低风机响应，但目前针对浮式风机的多数研

究未考虑变速和变桨控制；此外，桨距控制的减振作

用通常以增加桨距作动器的使用、降低风机功率稳

定性以及增大结构疲劳载荷为代价［4‑6］。因此，国内

外学者将土木工程领域中的振动控制方法应用到风

机中，以减小风机系统响应并保证风机正常工作。

调谐质量阻尼器（tuned mass damper， TMD）作

为常见的结构振动控制手段［7‑8］，在海上浮式风机的

减振控制中效果显著。LACKNER 等［9］将 TMD 设

置在静水无风的驳船（barge）型浮式风机机舱中，通

过在仿真工具 OpenFAST 中加入结构控制模块来

研究风机振动控制响应；经过工程经验的初步优化，

发现控制效果仅达到 10%。STEWART 等［10］为不

同类型浮式风机建立了 3 自由度（DOF）动力学模

型；将 TMD 放入机舱或平台中，利用最小二乘法拟

合模型未知参数；研究发现塔架疲劳损伤降低了

5%~20%。HE 等［11］对驳船型海上风机配置了机舱

TMD，建立三自由度简化模型；由于机舱空间有限，

引入了限位装置。YANG 等［12］根据拉格朗日方程

建立驳船型风机的 3‑DOF 简化模型；将 TMD 置于

其底部平台，并优化了控制参数和控制效果。LI
等［13］通过 FAST 模拟单桩和驳船型风机模型，并对

比了 TMD 与主动控制的减振效果。

综上所述，目前多采用二维平面简化动力学模

型模拟驳船型浮式风机，忽略了叶片、塔架和平台之

间的耦合效应。此外，模型还需利用非线性最小二

乘法识别结构和环境荷载参数，因此，模型适用性依

赖参数拟合精度。上述两个原因极大地限制了简化

模型的应用范围。也有学者直接利用 FAST 控制

模块模拟风机减震试验［14］，但这只适用于 FAST 已

集成的控制装置。若要研究其他控制装置的减振效

果，则要对 FAST 进行二次开发，从而导致工作量

加大。因此，为更真实地计算风机振动响应，须建立

多自由度的耦合模型［15］。值得注意的是，目前多数

研究将转子转速视为定值，并使发电功率保持恒定，

忽略了发电机、叶片和系统间的耦合效应，从而限制

了上述研究的适用性［16‑17］。本文以美国可再生能源

实 验 室（National Renewable Energy Laboratory， 
NREL）的 5 MW 驳船型海上浮式风机为研究对象，

考虑发电机转矩控制和叶片集体变桨控制的影响，

以便更好地描述环境荷载下转子转速和发电功率的

变化，并在此基础上研究双向 TMD 的控制效果。

1　驳船型风机模型

1. 1　模  型

本节建立驳船型海上浮式风机的 16‑DOF 耦合

模型。风机系统中的平台、机舱和轮毂视为刚体，塔

架、叶片视为弹性悬臂梁，并忽略它们的轴向变

形［15］。利用准静态法求解浮式风机的系泊荷载［18］，

即任意时刻的系泊都处于静平衡状态，通过悬链线

方程得到系泊张力。值得注意的是，根据文献［15］，

作用在浮式风机塔架上的气动荷载远小于叶片气动

荷载，因此本文忽略风荷载对塔身的影响。另外，本

文不再赘述系泊荷载的计算过程，具体推导可参考

文献［18‑19］。

图 1为驳船型海上浮式风机的 16‑DOF模型示意

图，表 1列出了其具体参数。图中，q1、q2、q3、q4、q5和q6

对应平台的 6 个自由度，即横荡、纵荡、垂荡、横摇、

纵摇和艏摇；q7和q8 分别为塔架纵向和侧向振动；

q10 + j和q13 + j ( j= 1，2，3 ) 分 别 为 三 叶 片 的 摆 振 向

（flapwise）和挥舞向（edgewise）振动。此外，为更好

地描述传动系的作用以及模拟风机发电功率的变

化，本文考虑了传动系旋转‑柔性自由度 q9 和发动机

自由度 q10。

图 1 驳船型海上浮式风机模型

Fig. 1 Model of the barge-type floating offshore wind turbine 
（FOWT）
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1. 1. 1　坐标系

为描述驳船型海上浮式风机的运动特征，本文

分别在平台、塔架、机舱、轮毂和叶片处建立局部坐

标系，以定义各构件的位置信息。取初始时刻平台

中轴线与静水面的交点为原点建立惯性坐标系，用

于定义平台 6 个自由度。在局部坐标系上定义结构

参数，然后通过旋转变换矩阵实现局部坐标系到惯

性坐标系的转换，并进一步建立运动方程。

对于欧拉角（ϕ，θ，ψ），可根据欧拉角转换公

式［20］求 得 绕 三 轴 旋 转 的 坐 标 变 换 矩 阵 为 分 别

R x、R y、R z。参考坐标系 xyz转动角度 θ={ϕ  θ  ψ}，
其位置可通过下式表示：
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式中，s(⋅) = sin (⋅)，c(⋅) = cos (⋅)。
此外，用于计算系统动能的角速度 ω可通过变

换矩阵得到：

ω= T-1
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式中，T-1 为欧拉角速度与角速度的变换矩阵。建

立坐标系后，可得到位置矢量的表达式；进而，对位

置矢量求时间导数得到速度矢量；最后，求解风机系

统的动能和势能。

1. 1. 2　运动方程

本节通过欧拉‑拉格朗日方程推导 barge 型海上

浮式风机运动方程：

d
dt ( )∂T

∂q̇ i
- ( )∂T

∂qi
+ ( )∂V

∂qi
=

F Aero
i + F Gen

i + F Hs
i + F Hd

i + F Moor
i - ∑

j= 1

16

C St
ij qj；

i，j= 1，⋯，16 （3）
式中，T为系统动能；V为系统势能；qi为广义坐标；

q̇ i为 qi对时间求导；F Aero
i 、F Hs

i 、F Hd
i 、F Moor

i 和F Gen
i 分别

为系统的气动力、静水力、水动力、系泊荷载和发电

机荷载；C St
ij 为系统阻尼矩阵。

由于浮式风机系统的非线性，其质量矩阵和刚

度矩阵过于复杂，不具体列出。利用四阶龙格‑库塔

法直接对运动方程进行求解［15，21］。

1. 2　荷  载

驳船型海上浮式风机受到的环境荷载主要包

括：系泊的定位约束作用、波浪和海流等产生的水动

力荷载、湍流风导致的气动荷载以及发电机荷载。

本文计算作用于驳船型浮式风机的环境荷载，并通

过虚功原理计算广义力。

1. 2. 1　水动力荷载

通过谱表现法，选用 JONSWAP 波高谱，模拟

海上随机波高：
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（4）
式中，ω为频率；H s 为有效波高；T p 为谱峰周期；γ为

不规则海况的峰型参数；σ为比例因子。

取有效波高H s = 2 m，谱峰周期 T p = 11.1 s，模
拟时长 T 0 = 600 s，利用谱表现法［22］模拟典型波高

时程图，如图 2（a）所示；图 2（b）对比了原目标功率

表 1 驳船型海上浮式风力机参数

Tab. 1 Parameters of barge-type FOWT

总体

特性

叶片

机舱/
轮毂

塔架

浮台

参数

额定功率

轮毂高度

额定风速

额定转子转速

质量

叶轮直径

轮毂质量

轮毂直径

机舱质量

质量

高度

浮台尺寸

浮台质量(包括压载物)
质心位置

横摇惯性矩(纵摇)
艏摇惯性矩

数值

5 MW
90 m

11.4 m/s
12.1 r/min
17740 kg

126 m
56780 kg

3 m
240000 kg
347460 kg

87.6 m
40 m×40 m×10 m

5452000 kg
(0,0,-0.218) m
726900000 kg∙m2

1454000000 kg∙m2
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谱与样本功率谱估计值，验证模拟所得波高时程样

本的集合特征。

采用 JONKMAN［18］提出的线性势流理论计算

波浪荷载。该法结合了势流理论和莫里森（Mori‑
son）方程，利用势流理论计算波浪力和辐射力，利用

莫里森方程计算黏滞阻力。水动力荷载广义力矢量

F Hd
i 可表示为：

F Hd
i = F W

i + ρW gV 0δi3 - C Hd
ij qj -

∫
0

t

K ij ( t- τ ) q̇ j(τ ) dτ+ F D
i （5）

式中，F W
i 为波浪绕射力；τ为卷积积分时间的代数；

F D
i 为黏滞阻力；C Hd

ij 表示静水刚度矩阵；Kij为结构

附加阻尼和质量导致的水动力；ρW 为海水密度；g为

重力加速度；V 0 为平台静止时的排量；δi3 为克罗内

克函数。

1. 2. 2　气动力荷载

风速样本由平均风和脉动风的风速叠加形成。

本文采用指数率确定平均风速，选择 Kaimal 谱模拟

脉动风速。图 3 为 NREL 提供的 TurbSim 生成的以

轮毂为中心的二维风速场。随后，利用泰勒冻结湍

流假设（Taylor’s frozen turbulence hypothesis）［23‑24］

生成三维风速时程，用以准确描述叶片与风场之间

的耦合效应。图 4 所示为轮毂中心处三个方向的风

速时程图（X为迎风向；Y、Z为横风向），图 5 为顺风

向相应的自功率谱对比图。然而，浮式风机在风浪

作用下易发生较大位移，为使运行时的风轮仍能被

风场完全覆盖，应生成足够大的风场平面。本文网

格宽度取为 200 m，网格高度取 160 m，轮毂高度处

平均风速 V hub = 11.4 m/s，风切变指数 α= 0.14，叶
片转速 Ω= 12.1 r/min。

采 用 叶 素 动 量（blade element momentum， 
BEM）理论计算作用在旋转叶片上的空气动力荷

载。BEM 理论中存在的一些假定（如圆盘假设）会

导致计算精度降低，因此许多学者提出 Glauert、 
Prandtl 修正模型使计算值更精确［25］。本文利用普

图 5 顺风向自功率谱对比

Fig. 5 Comparison of downwind self-power spectrum 
comparison

图 4 轮毂中心三维风速时程图

Fig. 4 Three-dimensional wind speed time-history diagram 
of hub center

图 2 典型波高时程图与功率谱密度对比

Fig. 2 Typical time‑history of wave height and comparison 
of power spectral density。

图 3 风速等值线图  （单位： m/s）
Fig. 3 Wind speed contour map （Unit： m/s）
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朗特叶尖损失因子（Prandtl’s tip loss factor）弥补叶

片数量无限的缺陷，考虑格劳特校正（Glauert cor‑
rection）修正轴向感应系数大于 0.4 时的失效情况。

修正后叶片的法向力 PN 和切向力 PT 可通过下式

计算［26］：

PN = 1
2 ρAV 2

relcC n （6）

PT = 1
2 ρAV 2

relcC t （7）

式中，ρA 为空气密度；V rel 为入流风与叶片的相对速

度；c为弦长；C n和C t 分别为法向和切向系数。求解

得到 PN 和 PT 后，将气动荷载转换到惯性坐标系中，

通过虚功原理计算广义气动力矢量。

1. 2. 3　发电机荷载

本文通过引入传动系旋转‑柔性自由度 q9 和发

动机自由度 q10 考虑变速控制和叶片桨距控制对驳

船型海上浮式风机的影响。根据 JONKMAN［18］的

建议，采取恒功率的发电机转矩控制策略。图 6 反

映了 5 个工作区的过渡关系［18］：

T g=

ì

í

î

ï

ï
ï
ïï
ï

ï

ï

ï

ï

ï
ïï
ï

ï

ï

0， Ω g≤70.16
921.83×( )Ω g-70.16 ，70.16<Ω g≤91.21
2.33×Ω 2

g，91.21<Ω g≤119.11
3895.69×( )Ω g-110.62 ，119.11<Ω g≤121.68
5296610/Ω g，Ω g>121.68

（8）
式中，T g 和 Ω g 分别为发电机扭矩和转速。注意到

式（8）中的小数进行了舍入。

由于驳船型浮式风机的平台尺寸较大，叶片变

桨和平台变桨运动之间会产生耦合［26］，产生负阻尼

效应。因此，本文采用 LARSEN 等［27］修正过的叶片

集体变桨控制，其桨距角的计算可表示为：

Δθ= KPNGear ΔΩ g + K I∫
0

t

NGear ΔΩ g dt+ KDNGear ΔΩ̇ g

（9）
式中，Δθ为变化的桨距角值；ΔΩ g 为低速与额定转

速的差值；NGear 为高速转轴与低速转轴的转速比。

KP、K I和KD 分别为桨距控制的比例、积分和导数增

益，详见文献［28‑29］。

最后，发电机荷载可以通过虚功原理求出：

F Gen
i =ì

í
î

-NGearT g，i= 10
0，其他

（10）

式中，F Gen
i 为发电机荷载广义力矢量。

1. 3　模型验证

以驳船型海上浮式风机为研究对象，机舱和轮

毂重 296780 kg，叶片长度 R=61.5 m，重 17740 kg，
平台尺寸为 40 m×40 m×10 m，浮台质量（包括压

载物）重 5452000 kg。
根 据 美 国 国 家 海 洋 和 大 气 管 理 局（National 

Oceanic and Atmospheric Administration， NOAA）

海上浮标的数据显示，风浪荷载常存在大量的偏角，

这种风浪失调会导致风机出现前后和侧向的振

动［30］。由于海上浮式风机在侧向的结构阻尼很小，

且与转子推力在前后方向提供的空气动力阻尼正

交，所以错位波会增加支撑结构［31‑32］的整体荷载。

因此，假定风浪偏角为 30°，可更好地考虑风浪荷载

的耦合作用，贴合真实的风浪条件。

在上述环境荷载作用且风机正常运行情况下，

可由 1.1 节给出的运动微分方程得到驳船型海上浮

式风机的 16‑DOF 耦合响应。通过分析静水无风情

况下各个自由度的自由振动，对所得的时程曲线作

快速傅里叶变换（FFT），从而求得系统各个自由度

的固有频率，表 2 对比了静水无风条件下耦合模型

和 OpenFAST 计算得到的固有频率，可见耦合模型

能精确模拟浮式风机的动力特性。图 7 对比了耦合

表 2 耦合模型和 OpenFAST计算得到的固有频率对比

Tab. 2 Comparison of natural frequencies obtained from 
coupled model and OpenFAST

自由度

q1

q2

q3

q4

q5

q6

q7

q8

q10 + j

q13 + j

耦合模型

频率/Hz
0.0067
0.0067
0.1367
0.0850
0.0833
0.0183
0.5316
0.6050

0.7050,
0.6783,0.6783

1.0900,
1.0883,1.0883

OpenFAST
频率/Hz
0.0067
0.0067
0.1367
0.0850
0.0833
0.0183
0.5300
0.6050

0.7050,
0.6783,0.6783

1.0900,
1.0883,1.0883

误差

0.00%
0.00%
0.00%
0.00%
0.00%
0.00%
0.30%
0.00%

0.00%, 
0.00%,0.00%

0.00%,
0.00%,0.00%

图 6 发电机扭矩与转速之间的关系

Fig. 6 Relationship between generator torque and speed
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模型计算得到的结构若干自由度上的振动响应时程

以及发电机功率 P和 OpenFAST 模型所得相应结

果，可见两种模型所得结果吻合甚好。综上所述，本

文提出的 16‑DOF 耦合模型正确且有效，能准确计

算各自由度的振动响应，为振动控制研究奠定基础。

2　控制装置模型

将 TMD 放置于机舱内以控制驳船型风机的振

动，图 8 为双向 TMD 控制装置模型示意图。双向

TMD 模型由质量块和正交方向的弹簧阻尼系统组

成，在机舱局部坐标系中定义 TMD 两个正交方向

自由度 qTMDx和qTMDy，建立 18‑DOF 包含双向 TMD
的驳船型海上浮式风机结构动力学模型。

TMD 在惯性坐标系的位置矢量 rTMD ( t )为：

rTMD ( t )=
ì

í

î

ïïïï

ïïïï

ü

ý

þ

ï
ïï
ï

ïïïï

q1

q2

q3

+ RT
p

æ

è

ç

çç
ç
ç

ç
ì

í

î

ïïïï

ïïïï

ü

ý

þ

ï
ïï
ï

ïïïï

q7

q8

ht + vt( )ht，t

+ RT
t

ì

í

î

ïïïï

ïïïï

ü

ý

þ

ïïïï

ïïïï

qTMDx

qTMDy

0

ö

ø

÷

÷÷
÷
÷

÷

（11）

则双向 TMD 的动能和势能可分别表示为：

TTMD = 1
2 MTMDvT

TMDvTMD （12）

VTMD = 1
2 kTMDx q2

TMDx + 1
2 kTMDy q2

TMDy +MTMD grTMD ⋅ z

（13）
式中，MTMD 为双向 TMD 的质量；vTMD 为双向 TMD
的速度矢量，由位置矢量 rTMD 对时间求导可得；

kTMDx、kTMDy 为双向 TMD 的刚度；cTMDx、cTMDy 为双向

TMD 的阻尼；rTMD ⋅ z 为 TMD 在惯性坐标系 xyz

中的 z方向分量，用于表征 TMD 的重力势能。将

式（12）和（13）求得的动能和势能代入式（3）即可计

算和双向 TMD 控制下的 18‑DOF 系统耦合响应。

机舱的尺寸约为 18 m × 6 m × 6 m［12］，TMD 可

使用空间非常有限。此外，风浪作用下的 TMD 行

程较大，易与浮式风机主结构发生碰撞，从而影响风

机结构安全［33］。此外，由于驳船型风机主频较低，为

达到更好的控制效果，TMD 常调谐至较低频率，这

会导致振子产生较大冲程。因此，为防止 TMD 与

机舱发生直接碰撞，有必要设置限位装置。作为算

例，将 TMD 纵向（x方向）限制为±8 m，侧向（y方
向）限制为±2.5 m。采用 FAST 的限位模型［34］，它

类似于线性黏弹性碰撞模型，其碰撞力为：

F stop =

-

ì

í

î

ï
ïï
ï

ï
ïï
ï

kΔq，( )q> qmax ∩ q̇≤ 0 ∪ ( )q< qmin ∩ q̇≥ 0

kΔq+ cq̇，( )q> qmax ∩ q̇> 0 ∪ ( )q< qmin ∩ q̇< 0

0，其他

（14）
式中，k为碰撞刚度；c为碰撞阻尼；Δq为碰撞过程中

的相对变形；qmax 和 qmin 分别 TMD 纵向和侧向允许

的最大和最小位移。

3　TMD参数优化

将双向 TMD 置于机舱内，研究控制效果。风

机结构采用 16‑DOF 驳船型风机耦合模型，TMD 采

用第 2 节所述的双向带限位装置的模型。根据 VIL‑
LOSLADA［35］使 用 的 TMD 质 量 比 ，选 择 机 舱 中

TMD 的振子质量为 40000 kg。

3. 1　穷举法

在计算效率允许的情况下，本文采用穷举法（采

用 TMD 不同刚度和阻尼的组合）计算塔架振动位

移的标准差，并找到最优控制参数。双向 TMD 的

刚度区间取为 kTMDx，kTMDy = [500， 15000] N/m，阻

尼区间取为 cTMDx，cTMDy = [500， 15000] N ⋅ s/m。此

外，双向 TMD 中限位装置的刚度和阻尼依据文

图 7 耦合模型和 OpenFAST 振动响应时程对比

Fig. 7 Comparison of time-history of vibration response of 
coupled model and OpenFAST

图 8 控制装置模型示意图

Fig. 8 Schematic diagram of control device model

13
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献［35］分别取为 5 ⋅ 105 N/m 和 5 ⋅ 105 N ⋅ s/m。图 9
为不同刚度与阻尼下塔架纵向和侧向位移响应的标

准差，最优控制刚度和阻尼如表 3 所示。此时，x方
向 TMD 的最优频率（0.52 Hz）与塔架纵向振动基频

（0.53 Hz）接近，具有较优的控制效果；对于 y方向，

TMD 最 优 频 率（0.22 Hz）与 塔 架 侧 向 振 动 基 频

（0.61 Hz）和平台横摇频率（0.083 Hz）均相差较远。

出现这种情况的原因可能是 TMD 质量块在 y向发

生频繁碰撞导致的。图 10 为双向 TMD 控制下振子

最大行程图，由于 y向限位作用，TMD 振子与结构

发生碰撞，导致控制频率与结构主频相差较大。

图 11（a）和（b）分别为 TMD 参数（刚度和阻

尼）与塔顶纵向和侧向位响应移标准差的等值线

图。图中，颜色越深代表塔顶位移标准差越小，减

振 效 果 越 好 。 对 比 图 11（a）和（b）可 见 ，x 方 向

TMD 的鲁棒性明显优于 y方向，TMD 参数偏离 x
方向最优刚度和阻尼时，仍能获得较好控制效果。

反之，在 y方向的低刚度和阻尼处，全局最优值附

近会出现多处局部最优值；而较高刚度和阻尼处曲

面平滑。显然，这是由于刚度和阻尼较低时，振子

图 11 不同刚度与阻尼下塔顶位移响应标准差等值线图  （单位： m）

Fig. 11 Contour map of tower top displacement response standard deviation under different stiffness and damping （Unit： m）

图 9 不同刚度与阻尼下塔架位移响应标准差

Fig. 9 Standard deviation of displacement response of tower under different stiffness and damping

图 10 不同刚度与阻尼下 TMD 振子最大行程

Fig. 10 Maximum stroke of TMD oscillator under different stiffness and damping maximum stroke of TMD oscillator
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更容易与限位装置产生碰撞造成的。穷举法计算

量较大，进而本文采用遗传算法优化双向 TMD 的

控制参数。

3. 2　遗传算法

遗传算法（genetic algorithm， GA）的参数设置如

下：寻优范围与穷举法相同，采用 50个个体的种群规

模，交叉概率为 0.8，突变函数符合高斯分布，采用塔架

机舱处位移标准差为目标函数，算法的目的为使目标

函数值最小。GA的目标函数与种群世代之间的关系

如图 12所示。由图 12可见，10代左右时，x方向最优

个体的目标函数值即可达到平均值。这表示 GA仅需

要评价目标函数 500次左右即能得到最优参数，相较

穷举法，GA 的计算效率有大幅提高。y方向上，GA
收敛速度较 x方向慢，直到第 20 代左右，种群目标函

数平均值才接近最优值；世代数增加并不能使种群平

均值达到个体最优值。显然，这是由于 y方向上 TMD
参数存在多处局部最优导致的，与上文穷举法提到的

结论相符。穷举法和 GA 得到最优参数如表 3 所

示，两种计算方法得到的优化参数差异在 2% 以内，

但 y方向上的刚度参数差异较大。这是由于穷举法

所设间隔不够小，从而搜索不到 GA 所得最优值，可

见 GA 能准确有效地优化控制参数。对于存在局部

最优的 y方向，遗传算法能更快地找到全局最优。

4　结果分析

图 13（a）~（d）为驳船型风力发电机在有/无双

向 TMD 控制下的结构振动位移时程图，分别反映

了双向 TMD 在平台横摇、平台纵摇、塔架纵向（q7）

和塔架侧向（q8）自由度上的减振效果。由图 13 可

见，放置在机舱中的双向 TMD 对浮式风机塔架和

平台的振动均有很好的控制作用。双向 TMD 从开

始工作到发挥稳定控制作用，塔架和平台振幅明显

减小，并保持在一定幅度范围内。取 4 个自由度的

位移响应标准差为评价指标：双向 TMD 控制下平

台横摇位移标准差为 0.0150 m，相对无控减少了

52.88%；平台纵摇位移标准差为 0.0128，达到了

21.1% 的控制效果；塔架纵向和侧向位移标准差分

别为 0.1678 和 0.1376，分别达到了 11.7% 和 42.0%
的控制效果。图 13（e）~（f）为双向 TMD 控制下振

子行程图，虚线表示挡板位置。可见限位后的行程

满足机舱内使用空间要求。此外，挡板使振子运动

轨迹发生改变，耗散了部分能量。

对比平面内/外双向 TMD 的控制效果可以发

现，平台纵摇和塔架侧向振动的减振作用明显优于

平台横摇和塔架纵向振动。可能是由于在建模过程

中考虑了叶片的桨距控制，而它能一定程度上减小

x方向振动。另外，有研究［36］发现，风浪方向的不一

致性和波流相互作用都可能进一步激发平面内风机

的振动，而本文为模拟真实的风浪条件，假设风浪偏

角为 30°。综上所述，双向 TMD 在 y方向的振动控

制作用更明显。

频域上的振动控制效果体现得更加明显。图 14
（a）~（d）为平台横摇、平台纵摇、塔架纵向位移、塔

架侧向位移响应的功率谱密度（power spectral den‑
sity， PSD）。由图 14（a）和（b）可见，平台横摇和纵

摇只有一个主频，塔架对平台的影响较小；由图 14

图 12 遗传算法的目标函数与种群世代之间的关系

Fig. 12 Relationship between objective function and population generations in genetic algorithm

表 3 两种优化方法得到的控制参数

Tab. 3 Control parameters obtained by two optimization methods

优化方法

穷举法

遗传算法

kTMDx/(N∙m-1)
10910
10626

kTMDy/(N∙m-1)
1987.2
2785.3

cTMDx/(N∙s∙m-1)
6076.9
6038.7

cTMDy/(N∙s∙m-1)
2359.0
2383.6

TMD 质量/kg
40000
40000
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（c）和（d）可见，塔架纵、侧向位移均有两个主频，表

明平台对塔架位移响应影响较大。此外，在双向

TMD 控制下，平台和塔架 PSD 曲线的峰值均明显

减小。比较无控和受控情况下 PSD 曲线覆盖的面

积可知，风机平台横摇、纵摇和塔架纵向、侧向振动

的 能 量 分 别 减 少 了 64.99%、36.63% 和 23.23%、

46.32%。无论控制前后，塔架振动能量均集中于低

频（平台）处，且控制装置的能量削减作用也主要集

中于低频。在塔架纵向 q7 自由度上，控制后低频对

应的峰值约为高频的 3.02 倍；在塔架侧向 q8 自由度

上，控制后低频处峰值约为高频的 6.65 倍。在塔架

纵向 q7 和侧向 q8 自由度上，低频比高频减振率分别

提高了 68.83% 和 61.26%。由此可见，平台是影响

塔架振动的重要原因，双向 TMD 对平台和塔架位移

均能起到较好的抑制作用。图 14（e）和（f）分别为叶

片摆振向、挥舞向位移的功率谱密度图。由于叶片

振动主要由气动荷载导致，与塔架耦合的效应不大，

置于机舱内部的双向 TMD 对叶片减振效果不明显。

上述分析说明双向 TMD 发挥了可观的平台和

塔架减振作用。此外，表 4 列出了机舱放置两种单

图 13 风机振动位移时程对比和 TMD 振子行程

Fig. 13 Comparison of FOWT vibration displacement time‑history and TMD oscillator stroke

图 14 有/无 TMD 控制下位移功率谱密度对比

Fig. 14 Comparison of displacement power spectral densities between the case with and without TMD control
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向 TMD 和双向 TMD 装置时，平台和塔架两个方向

振动的位移标准差及减振率， 此时单向 TMD 采用

双向 TMD 中对应的最优参数。由表 4 可知，尽管单

向 TMD 对结构振动有一定控制效果，但仅布置单

向 TMD 对另一方向的振动控制效果不明显。例

如，只在 y方向布置 TMD 甚至会增大塔架纵向位

移。由此可见，双向比单向 TMD 对结构振动的控

制作用更充分全面，效率更高。

5　结  论

（1）建 立 了 风 浪 联 合 作 用 下 驳 船 型 风 机 的

16‑DOF 耦合动力模型：采用考虑普朗特叶尖损失

因子和格劳特校正的叶素动量理论计算叶片气动荷

载，利用线性势流理论和莫里森方程计算波浪荷载，

利用准静态法计算系泊张力，并引入发电机转矩控

制和叶片集体变桨控制。通过与仿真软件 Open‑
FAST 对比，验证了所建模型的正确性。

（2）基于 16‑DOF 耦合动力模型验证了双向调

谐质量阻尼器的控制效果，并利用穷举法和遗传算

法优化了双向 TMD 的控制参数。在两个方向引入

限位装置，防止 TMD 行程过大。双向 TMD 对塔架

侧向的振动控制效果比纵向更好；双向 TMD 比单

向 TMD 具有更好的控制效果。
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