
　 　 文章编号：１００５⁃９８６５（２０２２）０４⁃００８８⁃１４

浮式风机气动—水动—气弹性耦合响应数值模拟

黄　 扬１，赵伟文１，万德成１， ２

（１． 上海交通大学 船海计算水动力学研究中心（ＣＭＨＬ） 船舶海洋与建筑工程学院，上海　 ２００２４０； ２． 浙江

大学 海洋学院，浙江 舟山　 ３１６０２１）

摘　 要：随着海上风电产业的快速发展，大型浮式风机逐渐从概念设计走向工程应用，但仍面临较大的挑战。 一方面，在风、
浪等环境载荷的作用下，浮式风机的气动载荷和水动力响应之间存在明显的相互干扰作用；另一方面，风力机大型化使得叶

片细、长、薄的特点愈发突出，叶片柔性变形十分显著，这会影响到浮式风机的耦合性能。 基于两相流 ＣＦＤ 求解器 ｎａｏｅ⁃
ＦＯＡＭ⁃ＳＪＴＵ，结合弹性致动线模型和等效梁理论，建立了浮式风机气动—水动—气弹性耦合响应计算模型，并对规则波和剪

切风作用下 Ｓｐａｒ 型浮式风机的气动—水动—气弹性耦合响应进行了数值模拟分析。 结果表明，风力机气动载荷使得叶片挥

舞变形十分显著，而叶片的扭转变形会明显降低风力机的气动载荷。 此外，风力机气动载荷会增大浮式平台的纵荡位移和纵

摇角，同时，浮式平台运动响应会导致风力机气动载荷产生大幅度周期性变化。 进一步地，叶片结构变形响应会使得浮式风

机尾流场的速度损失和湍动能有所降低。
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　 　 相较于陆上风电场，海上风电场不占用宝贵的土地资源，受到的空间限制较小，且能避免噪音污染和视

觉干扰对人类活动的影响。 同时，海上风能的质量更高，风速更加平稳，发电效率更高，因此海上风电场逐渐

成为风能开发的主要趋势［１］。 近年来，随着风电产业的快速发展，风力发电逐渐从近海走向远海。 随着风

机工作水深的增加，固定式海上风力机的成本急剧增大。 相较而言，采用漂浮式基础的海上风力机的性价比

明显提高，这使得浮式风机逐渐从概念设计走向工程应用［２］。 为了降低风电场的建设和运行成本，海上风

力机逐渐向大型化方向发展，风力机的装机容量不断增大，对应的风力机叶片尺寸也显著增加［３］。 大型浮

式风机成为未来深远海优质风能开发的重要方式和研究热点。
浮式风机是由风力机、浮式支撑平台以及系泊系统组成的复杂海洋结构物系统。 在风—浪—流载荷的

作用下，风力机的气动载荷和浮式支撑平台的水动力响应之间存在显著的相互干扰作用，使得浮式风机的气

动—水动耦合响应呈现出明显的非稳态特性［４］。 此外，风力机大型化使得叶片细、长、薄的特点愈发突出。
随着叶片尺寸的增加，叶片柔性变形越来越显著，进而会对浮式风机的耦合性能产生不利影响［５］。 这些因

素使得浮式风机推广应用还存在较大的挑战。 为了加深对大型浮式风机在风浪联合作用下耦合响应特性的

认识，需要针对浮式风机的气动—水动—气弹性耦合响应特性开展相关研究，并进一步为浮式风机的优化设

计提供参考建议。
模型试验是研究浮式风机耦合响应特性的可靠手段，但受限于试验场地和设备，试验结果不可避免地会

受到尺度效应以及低雷诺数的影响，进而会影响试验结果的适用范围［６］。 为了获得更加可靠的浮式风机的

运行数据，海外风电巨头开展了相关的浮式风机实测项目，如挪威国家石油公司的 Ｈｙｗｉｎｄ 项目［７］、Ｐｒｉｎｃｉｐａｌ
Ｐｏｗｅｒ 在葡萄牙的 ＷｉｎｄＦｌｏａｔ 半潜式浮式风机实测项目［８］等。 尽管实测数据的价值很高，但浮式风机实测试

验的成本和风险也十分巨大。 相较而言，数值方法通过对浮式风机系统的各个部分进行数值建模分析，可以

获得实尺度浮式风机的耦合动力响应特性，具有时间短、成本低、精度高的特点，因此被广泛地应用于浮式风

机耦合性能的研究。 浮式风机气动—水动—气弹性耦合响应数值模拟涉及到风力机的气动性能、浮式平台

及系泊系统的水动力性能以及叶片结构变形响应之间的复杂相互作用。 为了简化计算，一些学者提出采用

叶素动量理论（ｂｌａｄｅ ｅｌｅｍｅｎｔ ｍｏｍｅｎｔｕｍ，简称 ＢＥＭ）或者涡尾迹方法（ｗａｋｅ ｖｏｒｔｅｘ ｍｅｔｈｏｄ，简称 ＷＶＭ）来计算

风力机的气动性能，并结合 Ｍｏｒｉｓｏｎ 公式或者势流理论预报浮式支撑平台的水动力响应。 同时，基于等效梁

理论求解叶片结构变形响应，从而建立了浮式风机气动—水动—气弹性耦合响应计算模型，并开发出一系列

浮式风机耦合性能分析软件，如 ＦＡＳＴ［９］、ＨＡＷＣ２［１０］等。 尽管这些耦合分析软件具有计算快速的优势，但其

对复杂入流工况条件下浮式风机的耦合响应问题的适用性较差。 随着的计算机技术和计算能力的快速发

展，计算流体力学（ｃｏｍｐｕｔａｔｉｏｎａｌ ｆｌｕｉｄ ｄｙｎａｍｉｃｓ，简称 ＣＦＤ）方法因其适用范围广、计算精度高以及数据丰富

的特点而被广泛应用于浮式风机在复杂入流工况条件下耦合动力响应特性的数值模拟研究。 Ｔｒａｎ 和 Ｋｉｍ
等［１１］基于 ＳＴＡＲ⁃ＣＣＭ＋软件和自主开发程序对半潜式浮式风机在风浪联合作用下的耦合响应特性进行了

ＣＦＤ 模拟；Ｌｉｕ 等［１２］等基于开源软件平台 ＯｐｅｎＦＯＡＭ 开发了一套针对浮式风机气动—水动耦合响应的 ＣＦＤ
分析工具，并结合 ＭＢＤ（ｍｕｌｔｉ⁃ｂｏｄｙ ｄｙｎａｍｉｃｓ）方法求解叶片结构变形。 值得注意的是，ＣＦＤ 方法存在对计算

资源需求大、计算速度相对较慢的特点。 为此，需要进一步地对浮式风机耦合计算模型继续完善，提高计算

效率。
为了减少对计算资源的消耗，采用弹性致动线模型来模拟风力机，并基于等效梁理论和一维有限元方法

计算叶片结构变形响应，结合两相流 ＣＦＤ 求解器 ｎａｏｅ⁃ＦＯＡＭ⁃ＳＪＴＵ，建立了浮式风机气动—水动—气弹性耦

合响应计算模型，实现了风浪联合作用下浮式风机耦合响应的数值模拟。 通过对规则波和剪切风作用下

Ｓｐａｒ 型浮式风机的气动—水动—气弹性耦合响应进行数值模拟，探究风力机气动载荷、浮式平台运动响应

以及叶片结构变形响应之间的耦合作用，并对浮式风机的尾流场特性进行了分析。

１　 浮式风机气动—水动—气弹性耦合计算方法

１．１　 风力机气动性能计算模型

致动线模型（ａｃｔｕａｔｏｒ ｌｉｎｅ ｍｏｄｅｌ，简称 ＡＬＭ） ［１３］是一种模拟风力机气动性能的简化方法。 在 ＡＬＭ 中，风
力机叶片被等间距离散为一系列叶素单元，每个叶素单元被虚拟的致动点代替，然后基于叶素理论计算作用

在叶素单元上的气动载荷，并通过高斯核函数将致动点处的气动力投影到流场，模拟风力机的尾流。 ＡＬＭ
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不需要求解叶片表面的边界层，因此可以极大地减少了计算量。 在 ＡＬＭ 基础上，提出了一种弹性致动线模

型（ｅｌａｓｔｉｃ ａｃｔｕａｔｏｒ ｌｉｎｅ ｍｏｄｅｌ，简称 ＥＡＬＭ） ［１４］，如图 １ 所示。 该模型考虑了平台运动以及叶片变形对风力机

气动性能的影响，实现了对大型浮式风机非稳态气动响应特性的模拟。
为了体现平台运动以及叶片变形对风力机气动性能的影响，ＥＡＬＭ 在风力机叶片截面处的速度矢量分

析中引入了由于平台运动导致的附加速度 ＵＭ 和叶片变形引起的附加速度 ＵＳ。 因此，叶片截面处的速度矢

量 Ｕｒｅｌ可以通过下式进行计算：
Ｕｒｅｌ ＝ Ｕｉｎ ＋ ＵＢ ＋ ＵＭ ＋ ＵＳ （１）

其中，Ｕｉｎ表示叶片截面处的入流风速，ＵＢ ＝Ω·ｒ 表示叶片的旋转速度，Ω 是风轮转子的旋转角速度，ｒ 代表

叶片截面距离叶根的距离。 根据叶片截面处的矢量关系，可以得到入流角 φ 以及叶片截面的局部攻角 α：

φ ＝ ａｒｃｔａｎ（Ｕａ ／ Ｕｔ） （２）

α ＝ φ － θｔｏｔａｌ （３）

θｔｏｔａｌ ＝ θｐｉｔｃｈ ＋ θｔｗｉｓｔ ＋ θｔｏｒｓｉｏｎ （４）

其中，Ｕａ 和 Ｕｔ 分别是 Ｕｒｅｌ在叶片随体坐标系下的投影，θｐｉｔｃｈ代表叶片截面所在位置的桨距角，θｔｗｉｓｔ为局部扭

转角，θｔｏｒｓｉｏｎ为叶片扭转变形角。 根据局部攻角，结合二维翼型的气动性能数据进行插值，可以得到叶片截面

处的升力系数 ＣＬ 和阻力系数 ＣＤ。 进一步地，风力机叶片上的气动载荷 ｆ 可以通过下式进行计算：

ｆ ＝ （Ｌ，Ｄ） ＝ １
２
ρ ｜ Ｕｒｅｌ ｜ ２ｃＮｂ（ＣＬｅＬ ＋ ＣＤｅＤ） （５）

其中，Ｌ 和 Ｄ 分别表示作用在翼型截面处气动升力和气动阻力，ρ 表示空气的密度，ｃ 代表翼型截面的弦长，
Ｎｂ 表示风力机叶片的个数，ｅＬ 和 ｅＤ 分别表示叶片随体坐标下不同方向的单位矢量。

图 １　 弹性致动线模型原理示意
Ｆｉｇ． １　 Ｓｃｈｅｍａｔｉｃ ｄｉａｇｒａｍ ｏｆ ｔｈｅ ｅｌａｓｔｉｃ ａｃｔｕａｔｏｒ ｌｉｎｅ ｍｏｄｅｌ

进一步地，计算得到的风力机气动载荷需要通过高斯核函数光顺地投影到叶片周围的流场。 投影到流

场中的体积力可以通过下式进行计算：
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ηε（ｄ）＝
１

ε３π３ ／ ２ｅｘｐ － ｄ
ε

æ

è
ç

ö

ø
÷

２
é

ë
êê

ù

û
úú （６）

ｆε（ｘ，ｙ，ｚ，ｔ） ＝ ｆ ⊗ ηε ＝ ∑
Ｎｐ

ｉ ＝ １
ｆ（ｘｉ，ｙｉ，ｚｉ，ｔ）

１
ε３π３ ／ ２ｅｘｐ －

ｄｉ

ε
æ

è
ç

ö

ø
÷

２
é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú （７）

其中，ηε 代表高斯核函数，ｄ 表示网格节点与致动点的距离，ε 代表高斯宽度系数，一般取值为风轮叶片附近

最小网格尺寸的 ２ 倍或者叶片弦长的 １ ／ ４。
１．２　 叶片结构变形响应计算模型

大型浮式风机的叶片具有很大的展弦比，叶片的主要变形是弯曲变形和扭转变形，剪切变形程度较小。
因此，可以采用 Ｅｕｌｅｒ⁃Ｂｅｒｎｏｕｌｌｉ 梁模型对风力机叶片进行简化处理，将之视为一端固定一段自由的悬臂梁，
并选用离散参考系的多自由度模型进行计算［１５］。

图 ２　 风力机叶片结构计算模型示意
Ｆｉｇ． ２　 Ｓｃｈｅｍａｔｉｃ ｄｉａｇｒａｍ ｏｆ ｔｈｅ ｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ ｆｏｒ ｗｉｎｄ ｔｕｒｂｉｎｅ ｂｌａｄｅｓ

如图 ２ 所示，采用一维有限元方法对风力机叶片进行离散，将连续梁结构划分成用有限节点相连接的离

散单元体系。 每个梁单元包含 ２ 个节点，每个节点处包含 ３ 个自由度，分别表示叶片的挥舞变形 δｘ，摆振变

形 δｙ 和扭转变形 δθ。 根据达朗贝尔原理，可以构建叶片结构变形响应的动力平衡方程：

Ｍｙ·· ＋ Ｃｙ· ＋ Ｋｙ ＝ Ｆ（ ｔ） （８）

其中，Ｍ、Ｃ 和 Ｋ 分别代表风机叶片结构离散系统的整体质量矩阵、整体阻尼矩阵和整体刚度矩阵，Ｆ 表示作

用在叶片结构单元上的外载荷向量，ｙ 代表节点位置的全自由度向量：

ｙ ＝
ｙ１

ｙ２

ｙθ

é

ë

ê
ê
ê
ê

ù

û

ú
ú
ú
ú

（９）

其中，ｙ１、ｙ２ 和 ｙθ 分别代表全部梁单元节点沿挥舞方向的线位移向量、沿挥舞方向的线位移向量和扭转变形

的角位移向量。 整体阻尼矩阵 Ｃ 可以通过 Ｍ 和 Ｋ 的线性组会得到：

Ｃ ＝ ａ０Ｍ ＋ ａ１Ｋ （１０）

其中，ａ０ 和 ａ１ 是比例系数，由叶片振动的自然频率和阻尼比进行确定：

ａ０

ａ１

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú
＝ ２ξ
ｆｎ１ ＋ ｆｎ２

２πｆｎ１ ｆｎ２
１
２π

é

ë

ê
ê
êê

ù

û

ú
ú
úú

（１１）

其中，ξ 代表阻尼比，ｆｎ１和 ｆｎ２分别表示叶片一阶振动自然频率和二阶振动自然频率。
１．３　 浮式风机气动—水动—气弹性耦合响应求解

采用两相流 ＣＦＤ 求解器 ｎａｏｅ⁃ＦＯＡＭ⁃ＳＪＴＵ 对浮式风机的水动力响应特性进行预报，并采用分段外推法
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求解系泊系统［１６］。 进一步地，通过结合 ＥＡＬＭ 和叶片结构变形计算模型，建立了浮式风机气动—水动—气

弹性耦合响应数值计算模型，如图 ３ 所示。 气动力模块、水动力模块以及结构求解模块之间通过速度、位移、
力和力矩信息的传递，实现了风力机气动载荷、平台运动响应、系泊张力以及叶片结构变形响应之间的耦合

作用。 需要说明的是，各计算模块的可靠性已经在之前的工作进行了验证［５，１７］，这里不再赘述。

图 ３　 浮式风机气动—水动—气弹性耦合计算模型
Ｆｉｇ． ３　 Ｃｏｕｐｌｅｄ ａｅｒｏ⁃ｈｙｄｒｏ⁃ｅｌａｓｔｉｃ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ ｆｏｒ ｆｌｏａｔｉｎｇ ｗｉｎｄ ｔｕｒｂｉｎｅ

浮式风机气动—水动—气弹性耦合像响应的计算流程如图 ４ 所示。 为了体现各模块之间的耦合作用，
在平台运动响应的计算中，风力机的气动载荷和系泊张力会作为外载荷作用在平台上，而平台运动响应会反

过来影响系泊点的位置以及风力机叶片的位置和相对风速，实现风力机—平台—系泊系统的耦合作用。 此

外，风力机的气动载荷作为外载荷会加剧叶片的结构变形响应，而叶片变形带来的位置和相对风速的变化也

会影响到风力机的气动载荷，从而实现风力机气动响应和叶片结构变形之间的耦合，并最终实现浮式风机气

动—水动—气弹性耦合响应模拟。

图 ４　 浮式风机气动—水动—气弹性耦合响应计算流程
Ｆｉｇ． ４　 Ｓｏｌｖｉｎｇ ｐｒｏｃｅｄｕｒｅ ｏｆ ｃｏｕｐｌｅｄ ａｅｒｏ⁃ｈｙｄｒｏ⁃ｅｌａｓｔｉｃ ｒｅｓｐｏｎｓｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｆｌｏａｔｉｎｇ ｗｉｎｄ ｔｕｒｂｉｎｅ

采用不可压缩 Ｎ⁃Ｓ 方程描述浮式风机耦合响应数值模拟中涉及的不可压两相流的非定常流动，流场的

控制方程：

Δ·Ｕ ＝ ０ （１２）
∂（ρＵ）

∂ｔ
＋ Δ·（ρ（Ｕ － Ｕｇ））Ｕ ＝－ Δｐｄ － ｇ·ｘ Δρ ＋ Δ·（μｅｆｆ

ΔＵ） ＋ （ ΔＵ）· Δμｅｆｆ ＋ ｆσ ＋ ｆｓ ＋ ｆε （１３）
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其中，Ｕ 表示速度场；ρ 代表两相流体的混合密度；Ｕｇ 代表网格节点的速度；ｐｄ 代表流场中的动压力；ｇ 代表

重力加速度；μｅｆｆ代表流体的有效动力黏度系数；ｆσ 代表表面张力的源项，仅在气液交界面产生作用；ｆｓ 代表

消波源项，仅在消波区内起作用；ｆε 代表由于风力机气动载荷投影到流场的体积力源项。 此外，采用 ＳＳＴ ｋ⁃ω
两方程模型对流体控制方程进行封闭求解。

２　 计算设置

２．１　 浮式风机模型

选用 ＯＣ３（ｏｆｆｓｈｏｒｅ ｃｏｄｅ ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｃｏｌｌａｂｏｒａｔｉｏｎ，简称 ＯＣ３）项目中的 Ｓｐａｒ 型浮式风机作为研究对象［１８］。
该浮式风机由 ＮＲＥＬ ５⁃ＭＷ 风力机和 Ｈｙｗｉｎｄ Ｓｐａｒ 平台组成，并采用悬链线式系泊系统，三根系泊缆绳均匀

地分布在浮式支撑平台的周围。 浮式风机的主要参数如表 １ 所示［１９⁃２０］。

表 １　 ＯＣ３ Ｈｙｗｉｎｄ Ｓｐａｒ 型浮式风机主要参数
Ｔａｂ． １　 Ｍａｉｎ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｔｈｅ ＯＣ３ Ｈｙｗｉｎｄ Ｓｐａｒ ＦＯＷＴ

系统 参数 数值

ＮＲＥＬ ５⁃ＭＷ 风机

额定功率 ５ ＭＷ

叶片数量 ３

轮毂直径、风轮直径 ３ ｍ， １２６ ｍ

轮毂高度 ９０ ｍ

切入、切出、额定风速 ３ ｍ ／ ｓ， ２５ ｍ ／ ｓ， １１．４ ｍ ／ ｓ

切入、额定转速 ６．９ ｒ ／ ｍｉｎ， １２．１ ｒ ／ ｍｉｎ

Ｈｙｗｉｎｄ Ｓｐａｒ 平台

设计吃水 １２０ ｍ

平台顶部距水面高度 １０ ｍ

平台重心距水面深度 ８９．９１６ ｍ

平台总质量 ７．４６６×１０６ ｋｇ

系泊系统

系泊缆绳长度 ９０２．２ ｍ

系泊缆绳直径 ０．０９ ｍ

锚泊点距离平台中心的水平半径 ８５３．８７ ｍ

导缆孔到平台中心的水平距离 ５．２ ｍ

导缆孔距离水面的深度 ７０ ｍ

图 ５　 计算域布置情况
Ｆｉｇ． ５　 Ｌａｙｏｕｔ ｉｎ ｃｏｍｐｕｔａｔｉｏｎａｌ ｄｏｍａｉｎ

２．２　 计算域及网格布置

风浪联合作用下浮式风机耦合响应数值模拟

采用的计算域如图 ５ 所示。 计算域的长为 ７８４ ｍ，
宽为３８４ ｍ，空气的高度设置为 ２８０ ｍ，约为 ２． ２Ｄ
（Ｄ＝ １２６ ｍ 表示的风力机的直径）。 为了减小计算

量，水深设置为 ２２４ ｍ，约为 ０．７ｄ（ｄ ＝ ３２０ ｍ 表示真

实水深），此时水深对平台运动响应的影响可以忽

略。 风力机位于计算域的中间位置，距离入口边界

约为 １．１λ（λ ＝ １４６．９ ｍ 表示入射波的波长），距离

出口边界约为 ５Ｄ。 为了避免波浪反射对平台运动

产生影响，在出口边界前 ２００ ｍ 的区域内设置消

波区。
计算域中的网格布置情况如图 ６ 所示，包括背

景网格和加密网格。 其中，背景网格沿 ｘ 轴和 ｙ 轴
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方向的尺寸均为 ８ ｍ。 为了减小计算域中的网格数量，背景网格的尺寸从自由液面处沿 ｚ 轴正负方向线性增

大，自由液面附近的背景网格尺寸为 ２ ｍ，而计算域顶部和底部边界处的背景网格尺寸增大到 ２０ ｍ。 进一步

地，为了准确捕捉到浮式风机的尾流发展情况，并减小波浪的耗散，对风力机的尾流区以及自由液面附近的

背景网格进行加密，加密后的背景网格尺寸为 ２ ｍ×２ ｍ×０．５ ｍ（自由液面）和 ２ ｍ×２ ｍ×２ ｍ（尾流区域）。 同

时，对平台附近的背景网格进行加密处理。 计算域中的网格总量为 ５５９ 万。

图 ６　 计算域中网格分布
Ｆｉｇ． ６　 Ｇｒｉｄ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｉｎ ｃｏｍｐｕｔａｔｉｏｎａｌ ｄｏｍａｉｎ

２．３　 风浪耦合入流条件

采用一阶 Ｓｔｏｋｅｓ 规则波作为入射波，参考相关文献［１８］中 ５ 级海况条件的设定，波高设置为 ３．６６ ｍ，波
浪周期为 ９． ７ ｓ。 此外，入流风速采用均匀入流形式，风速大小设置为 １１． ４ ｍ ／ ｓ，对应的风轮转速为

１２．１ ｒ ／ ｍｉｎ。 在数值模拟过工程中，不考虑风力机的转矩控制和变桨控制，因此风力机的转速始终保持不变，
而叶片的桨距角始终设置为零。

计算域的入口边界采用 Ｄｉｒｉｃｈｌｅｔ 边界条件，根据入流风速和波浪类型计算不同位置处的速度，压力梯度

设置为零；计算域的出口边界和顶部边界均采用零压力梯度条件；计算域的底部边界采用滑移边界条件；计
算域的左右两侧边界采用 ＯｐｅｎＦＯＡＭ 中定义的对称边界条件，即垂直于边界的方向导数为零。

３　 算例结果分析

３．１　 网格收敛性验证

在开展浮式风机气动—水动—气弹性耦合响应数值模拟之前，首先对计算网格进行收敛性验证。 采用

三套不同密度的网格开展收敛性验证计算，具体网格信息如表 ２ 所示。 计算风速同样设置为 １１．４ ｍ ／ ｓ，采用

均匀入流条件，不考虑风力机的控制系统。 同时为了减少计算稳定所需的时间，不放开浮式平台的自由度。
计算采用的时间步长为 ０．０１ ｓ，小于文献［２１］中对计算收敛所需的最小时间步，同时也满足 ＣＦＬ 条件。

表 ２　 网格收敛性测试中的网格参数信息
Ｔａｂ． ２　 Ｇｒｉｄ ｉｎｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｉｎ ｔｈｅ ｇｒｉｄ ｃｏｎｖｅｒｇｅｎｃｅ ｔｅｓｔ

网格类型 尾流区域最小网格尺寸 网格总量

粗糙网格 ２ ２ ｍ×２ ２ ｍ×２ ２ ｍ ２０９ 万

中等网格 ２ ｍ×２ ｍ×２ ｍ ５５９ 万

精细网格 ２ ｍ× ２ ｍ× ２ ｍ １ ４４１ 万

　 　
图 ７ 显示了不同网格密度条件下风力机的气动载荷系数随时间变化的情况。 从图中可以看出，风力机

的气动载荷在 ２０ ｓ 后逐渐稳定下来。 取 ３０～５０ ｓ 内的气动载荷数据进行统计分析，可以发现，采用中等网格

计算得到的风力机气动载荷系数与采用精细网格的计算结果之间的误差仅为 １．５％（Ｃｐ）和 ０．９％（Ｃ ｔ），而粗

糙网格与精细网格之间的误差达到了 ８．８％（Ｃｐ）和 ４．５％（Ｃ ｔ）。 进一步地，对采用不同网格密度计算得到的

风力机叶尖处的结构变形响应进行统计，如表 ３ 所示。 可以发现，中等网格和精细网格计算得到的叶尖处变

形响应的误差在 １％以内。 综上，为了平衡计算效率和计算时间，下面将采用中等密度网格开展浮式风机耦

合响应数值模拟。
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图 ７　 网格收敛性测试中气动载荷系数的时历曲线
Ｆｉｇ． ７　 Ｔｉｍｅ ｈｉｓｔｏｒｙ ｃｕｒｖｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ａｅｒｏｄｙｎａｍｉｃ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔｓ ｉｎ ｇｒｉｄ ｃｏｎｖｅｒｇｅｎｃｅ ｔｅｓｔ

表 ３　 网格收敛性测试中风力机叶尖结构变形响应
Ｔａｂ． ３　 Ｂｌａｄｅ ｔｉｐ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｉｎ ｔｈｅ ｇｒｉｄ ｃｏｎｖｅｒｇｅｎｃｅ ｔｅｓｔ

网格类型 挥舞变形 ／ ｍ 摆振变形 ／ ｍ 扭转变形 ／ （°）

粗糙网格 ３．６８０ ０．４７０ ３．０５６

中等网格 ３．７９２ ０．４９３ ３．０８０

精细网格 ３．８００ ０．４９６ ３．０８３

３．２　 叶片结构变形响应

浮式风机在正常运行过程中，其叶片会在重力、离心力以及气动载荷的作用下产生明显变形，并会进一

步对浮式风机的耦合性能产生影响。 图 ８ 显示了浮式风机的叶片（Ｂｌａｄｅ ＃１）在不同方向上的结构变形响

应，包括不同时刻瞬时变形情况以及结构变形响应的时空分布云图。

图 ８　 风力机叶片（Ｂｌａｄｅ ＃１）结构变形响应
Ｆｉｇ． ８　 Ｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｗｉｎｄ ｔｕｒｂｉｎｅ ｂｌａｄｅ （Ｂｌａｄｅ ＃１）
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对于叶片结构瞬时变形图，黑色实线表示叶片在某一时刻的结构变形位移，虚线代表叶片瞬时变形的包

络线；对于叶片结构变形时空分布云图，横坐标表示时间，纵坐标表示叶片截面沿径向的相对位置，并采用叶

片瞬时变形幅值对云图进行染色。 从图中可以看出，浮式风机的叶片在不同方向均产生了明显结构变形。
在叶片挥舞方向上，由于气动推力的作用，叶片弯曲变形的平均值较大，由于是均匀入流条件，气动推力的变

化幅值不大，因此叶片挥舞变形的波动幅值相对较小。 沿叶片摆振方向，叶片受到周期性变化的重力的影

响，其摆振变形的波动幅值较大。 相较于挥舞变形，由于叶片摆振方向的抗弯刚度更大，且受到的气动载荷

较小，因此叶片摆振变形的平均值明显小于挥舞变形。 此外，叶片沿轴向的扭转变形主要受到气动扭矩的影

响，与气动推力类似，叶片受到的气动扭矩在均匀入流条件下的波动幅值较小，因此叶片扭转变形的波动程

度较低。 值得注意的是，叶片扭转变形会直接影响到叶片的局部攻角，进而会明显改变风力机的气动性能。
从叶片结构变形响应的时空分布云图可以看出，叶片的结构变形响应呈现出明显的周期性变化特征。

其中，叶片挥舞变形的变化周期与波浪周期相近，约为 ９．７ ｓ，这主要是受到周期性波动的气动推力的影响。
而叶片摆振变形的波动周期接近 ５ ｓ，与风轮旋转周期相近，这表明引起叶片摆振变形周期性波动的主要因

素是叶片自身重力。 从叶片扭转变形的时空分布可以看出，其变化周期同时包含波浪周期和风轮旋转周期

的特性。 进一步地，取浮式风机计算稳定后 ２００～３００ ｓ 内的数据进行统计分析，计算叶尖位置结构变形响应

的均方根（ＲＭＳ）和标准差（ＳＴＤ），如表 ４ 所示。 ＲＭＳ 主要反映叶片结构变形响应的有效值，而 ＳＴＤ 主要反

映叶片结构变形响应的波动程度。 叶片挥舞变形的 ＲＭＳ 可达 ３．０９ ｍ，显著大于叶片沿摆振方向的弯曲变

形。 但叶片摆振变形的 ＳＴＤ 略大于叶片挥舞变形的 ＳＴＤ，说明摆振变形的波动程度更加显著。 此外，叶片

扭转变形的 ＲＭＳ 为 ３．０７°，这会显著改变叶片的局部攻角，进而影响风力机的气动载荷。 周期性变化的结构

变形响应会对叶片的疲劳寿命产生明显损伤。

表 ４　 叶尖位置结构变形响应的均方根和标准差
Ｔａｂ． ４　 ＲＭＳ ａｎｄ ＳＴＤ ｏｆ ｓｔｒｕｃｔｕｒａｌ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｒｅｓｐｏｎｓｅ ａｔ ｂｌａｄｅ ｔｉｐ ｐｏｓｉｔｉｏｎ

统计值 挥舞变形 ／ ｍ 摆振变形 ／ ｍ 扭转变形 ／ （°）

ＲＭＳ ３．８０ ０．５７ ３．０７
ＳＴＤ ０．２４ ０．２９ ０．１１

３．３　 风力机气动载荷响应

由于叶片结构变形响应与风力机气动载荷之间的耦合作用，叶片变形会对浮式风机气动载荷产生影响。
为此，分别对浮式风机在考虑和不考虑叶片变形两种情况下的耦合响应进行了数值模拟，并对比了两种不同

情况下风力机的气动载荷系数，如图 ９ 所示。

图 ９　 浮式风机气动载荷系数的时历曲线
Ｆｉｇ． ９　 Ｔｉｍｅ ｈｉｓｔｏｒｙ ｃｕｒｖｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ａｅｒｏｄｙｎａｍｉｃ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔｓ ｏｆ ＦＯＷＴ

图例中“刚性叶片”表示不考虑叶片变形时的情况，“弹性叶片”表示考虑叶片变形时的情况。 无论是否

考虑叶片结构变形响应，浮式风机的气动载荷系数均呈现出明显的周期性变化的特征，变化周期接近波浪周

期，这主要是由于平台运动引起的入流风速周期性变化导致的。 在考虑叶片变形时，浮式风机的气动载荷系
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数明显减小。 其中，气动功率系数 ＣＰ 的 ＲＭＳ 降低了约７．８％，而气动推力系数 ＣＴ 的降幅更大，达到了

１１．８％。 此外，ＣＰ 的 ＳＴＤ 降低了约 ２．８％，ＣＴ 的 ＳＴＤ 增大了约 ４．２％。 这表明，叶片结构变形会导致浮式风机

气动载荷平均值和波动幅值的降低。 相较于气动功率，气动推力受到叶片结构变形的响应更加显著，同时，
气动载荷平均值比其波动幅值受叶片变形的影响更大。

叶片结构变形对浮式风机气动载荷的影响主要包括以下两个方面：一方面，叶片弯曲变形会使得风轮迎

风面积减小，从而降低了风力机受到的气动推力，导致气动推力的 ＲＭＳ 降低；另一方面，叶片结构变形显著

改变了风力机的入流条件，从而对浮式风机的气动载荷产生影响。 由风力机气动载荷的计算方式可知，轴向

入流风速和叶片局部攻角是影响风力机气动载荷的关键因素。 图 １０ 和图 １１ 分别对比了浮式风机的叶片

（Ｂｌａｄｅ ＃１）在是否考虑叶片变形情况下轴向入流风速 Ｕａ 和局部攻角 α。 可以发现，在考虑叶片变形时，相对

位置（ｘ ／ Ｒ）在 ０．５～０．９ 范围内的局部叶片的入流风速有一定程度的增大，这有利于提高风力机的气动载荷，
由于扭转变形的影响，该范围内叶片的局部攻角反而明显减小，尤其在叶尖区域附近（０．７＜ｘ ／ Ｒ＜０．９），局部

攻角的降幅更加显著。 这表明叶片扭转变形是导致浮式风机气动载荷变化的主要因素。

图 １０　 浮式风机叶片（Ｂｌａｄｅ ＃１）轴向入流风速（Ｕａ）时空分布云图

Ｆｉｇ． １０　 Ｔｅｍｐｏｒａｌ ａｎｄ ｓｐａｔｉａｌ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ａｘｉａｌ ｉｎｆｌｏｗ ｗｉｎｄ ｓｐｅｅｄ ｏｆ ｗｉｎｄ ｔｕｒｂｉｎｅ ｂｌａｄｅ

图 １１　 浮式风机叶片（Ｂｌａｄｅ ＃１）攻角时空分布云图
Ｆｉｇ． １１　 Ｔｅｍｐｏｒａｌ ａｎｄ ｓｐａｔｉａｌ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ａｔｔａｃｋ ａｎｇｌｅ ｏｆ ｗｉｎｄ ｔｕｒｂｉｎｅ ｂｌａｄｅ

进一步地，叶片变形引起的气动载荷变化会对浮式风机的叶根弯矩和偏航力矩产生影响。 图 １２ 对比了

不同叶片变形情况下叶根切向弯矩 Ｍｏｏｐ、叶根轴向弯矩 Ｍｔｒｑ以及偏航力矩 Ｍｙａｗ的时历曲线。 与气动载荷的

变化类似，在考虑叶片变形时，Ｍｏｏｐ、Ｍｔｒｑ和 Ｍｙａｗ的 ＲＭＳ 都有所减小，其中，Ｍｙａｗ的降幅最大，达到了 ４９．８％，
Ｍｔｒｑ的降幅最小，为 ７．８％，Ｍｏｏｐ的降幅为 １４．３％。 考虑到 Ｍｏｏｐ和 Ｍｔｒｑ分别由气动推力和气动升力积分得到，进
一步表明叶片变形对气动推力的影响更加显著。 此外，叶片结构变形对叶根弯矩及偏航力矩的波动幅度的

影响不大。
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图 １２　 风力机叶片（Ｂｌａｄｅ ＃１）叶根弯矩及偏航力矩的时历曲线
Ｆｉｇ． １２　 Ｔｉｍｅ ｈｉｓｔｏｒｙ ｃｕｒｖｅｓ ｏｆ ｂｌａｄｅ ｂｅｎｄｉｎｇ ｍｏｍｅｎｔｓ ａｎｄ ｙａｗ ｍｏｍｅｎｔ ｏｆ ｔｈｅ ｗｉｎｄ ｔｕｒｂｉｎｅ ｂｌａｄｅ

３．４　 浮式平台水动力响应

由于风力机和浮式平台之间的耦合作用，风力机的气动载荷会对浮式平台及系泊系统的水动力响应产

生影响。 表 ５ 对作用在浮式平台上的气动力载荷和水动力载荷进行了总结。 可以发现，气动力载荷沿 ｘ 方

向的水平分量远大于水动力载荷，这会显著增大浮式平台的纵荡位移。 此外，气动力在载荷绕 ｙ 轴的纵摇力

矩也明显大于水动力载荷在相应方向上的分量，这会增加浮式平台的纵摇角。 但气动力载荷作用在平台上

的纵摇力矩的波高幅值远小于水动力载荷，因此其对平台纵摇运动的幅值影响较小。 此外，气动力载荷沿 ｚ
轴方向的水平力和绕 ｚ 轴的力矩会增大浮式平台的垂荡和艏摇运动幅值。 进一步地，对不同叶片变形情况

下浮式平台的六自由度运动响应进行分析，如图 １３ 所示。 在考虑叶片结构变形时，浮式平台纵荡、纵摇运动

响应的平均值有所减小，但波动程度变化不大。 其中，浮式平台纵荡位移的平均值降低了约 １２．１％，平台纵

摇角的平均值下降了约 １１．９％，这主要是浮式风机在叶片变形时气动推力的降低导致的。 此外，叶片变形使

得浮式风机的偏航力矩有所减小，从而导致浮式平台的艏摇运动响应的平均值和波动幅值均有所下降，但变

化幅值不大。 此外，由于气动载荷在沿 ｙ 轴和 ｚ 轴方向的分量较小，因此叶片结构变形引起的气动载荷变化

对浮式平台的横荡、横摇和垂荡运动的影响较小。

表 ５　 浮式平台受到的气动力载荷与水动力载荷统计表
Ｔａｂ． ５　 Ａｅｒｏｄｙｎａｍｉｃ ｌｏａｄｓ ａｎｄ ｈｙｄｒｏｄｙｎａｍｉｃ ｌｏａｄｓ ａｃｔｉｎｇ ｏｎ ｔｈｅ ｆｌｏａｔｉｎｇ ｐｌａｔｆｏｒｍ

受力类型
气动力载荷 水动力载荷

平均值 波动幅值 平均值 波动幅值

Ｆｘ ／ Ｎ ４．９１×１０５ ５．９３×１０５ ７．５８×１０３ １．８９×１０６

Ｆｙ ／ Ｎ －９０ ８．３５×１０３ －６３０ ６．０８×１０３

Ｆｚ ／ Ｎ －７．０８×１０４ ８．０８×１０４ －４．２４×１０３ ９．９６×１０５

Ｍｘ ／ （Ｎ·ｍ） ３．９４×１０６ ５．６３×１０５ ６．００×１０４ １．０４×１０７

Ｍｙ ／ （Ｎ·ｍ） ８．２４×１０７ ９．９３×１０７ ４．６０×１０５ １．８２×１０８

Ｍｚ ／ （Ｎ·ｍ） －１．２０×１０５ ９．３０×１０５ ３８０ ７．２０×１０５
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图 １３　 浮式平台六自由度运动响应时历曲线
Ｆｉｇ． １３　 Ｔｉｍｅ ｈｉｓｔｏｒｙ ｃｕｒｖｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ６ＤｏＦ ｍｏｔｉｏｎ ｒｅｓｐｏｎｓｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｆｌｏａｔｉｎｇ ｐｌａｔｆｏｒｍ

　 　
平台运动响应的变化会进一步引起系泊缆绳张力的改变。 图 １４ 显示了不同的叶片变形下系泊缆绳的

张力随时间的变化情况。 由于＃２ 和＃３ 系泊缆绳沿 ｘ 轴方向成对称布置，其系泊张力的大小及变化趋势几乎

一致，因此仅对＃１ 和＃２ 系泊缆绳的张力进行对比分析。 对比平台纵荡运动的时历曲线，可以发现，＃２ 系泊

缆绳张力的变化趋势与平台纵荡位移的变化趋势一致，而＃１ 系泊缆绳张力的变化趋势与之正好相反。 系泊

缆绳的张力变化主要受到平台纵荡位移的影响，在考虑叶片变形时，平台纵荡位移的平均值有所减小，相应

的＃１ 和＃２ 系泊缆绳的波动幅值分别下降了约 ４．１％和 ２．３％。

图 １４　 系泊缆绳张力的时历曲线
Ｆｉｇ． １４　 Ｔｉｍｅ ｈｉｓｔｏｒｙ ｃｕｒｖｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｍｏｏｒｉｎｇ ｆｏｒｃｅｓ

３．５　 浮式风机尾流场特性

为了探究浮式风机的复杂尾流场特性，对不同工况条件下尾流场中的时均尾流速度、瞬时涡量以及湍动

能进行对比分析。 图 １５ 对比了不同叶片变形情况下轮毂高度平面内的时均尾流速度损失的分布云图，采用

时均速度损失Ｕ－ ｄ 进行染色，计算公式如下：

Ｕ
－

ｄ ＝ （Ｕ０ － Ｕ
－
） ／ Ｕ０
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其中，Ｕ０ 和 Ｕ
－
分别表示入流风速和时均速度。 图中虚线表示不同位置处（ｘ ／ Ｄ ＝ ０，１，２，３，４）的时均尾流速

度损失廓线。 当入流风经过风轮，风力机会吸收风能，从而在叶片后方形成了两条明显的低速尾流区。 在考

虑叶片变形时，尾流场中的速度损失稍有减小，但总体而言，叶片变形对浮式风机尾流速度的影响较小。 图

１６ 显示了轮毂高度平面内的涡量分布云图。 从叶尖和叶根脱落的环状尾流在向下游传递的过程中逐渐膨

胀，并产生翻卷失稳。 在考虑叶片变形时，尾涡结构翻卷失稳的位置由 ｘ ／ Ｄ＝ ３ 附近后移到 ｘ ／ Ｄ＝ ４ 附近。 造

成这种现象的主要原因是叶片弯曲变形导致风轮的受风面积减小，从叶尖位置脱落的环状涡的直径也随之

降低，进而使得平台运动引起的叶片与尾涡的干扰效应减弱，尾涡结构的稳定性增强，因此翻卷失稳的位置

向后移动。

图 １５　 轮毂高度平面内时均尾流速度云图
Ｆｉｇ． １５　 Ｔｉｍｅ⁃ａｖｅｒａｇｅ ｗａｋｅ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ｆｉｅｌｄ ｉｎ ｈｕｂ⁃ｈｅｉｇｈｔ ｐｌａｎｅ

图 １６　 轮毂高度平面内涡量场云图
Ｆｉｇ． １６　 Ｖｏｒｔｉｃｉｔｙ ｍａｇｎｉｔｕｄｅ ｆｉｅｌｄ ｉｎ ｈｕｂ⁃ｈｅｉｇｈｔ ｐｌａｎｅ

进一步地，图 １７ 对比了不同叶片变形状态下轮毂高度平面内的湍动能分布云图。 在叶片所在位置，由
于风速的剧烈变化，此处的湍动能较大。 在风轮后方，湍动能最初主要分布在尾流区与周围环境之间的剪切

图 １７　 轮毂高度平面内湍动能分布云图
Ｆｉｇ． １７　 Ｔｕｒｂｕｌｅｎｔ ｋｉｎｅｔｉｃ ｅｎｅｒｇｙ ｆｉｅｌｄ ｉｎ ｈｕｂ⁃ｈｅｉｇｈｔ ｐｌａｎｅ

层内。 随着尾流距离的增加，尾涡逐渐翻卷失稳，流
动不稳定性增加，尾流中的湍动能随之增大，湍动能

的分布范围也逐渐从剪切层向尾流中心区域发展。
对比不同叶片变形情况下的湍动能分布，在考虑叶

片变形时，尾流中湍动能明显增大的位置从 ｘ ／ Ｄ ＝ ３
附近后移到 ｘ ／ Ｄ＝ ４ 附近，这与尾涡翻卷失稳位置的

变化是一致的，表明尾涡翻卷失稳是引起尾流中湍

动能增强的主要因素之一。 此外，在叶片变形情况

下，尾流场中的湍动能明显小于不考虑叶片变形时

尾流中的湍动能，表明叶片变形会使得风轮后方尾

流中的湍动能有所减小。

４　 结　 语

基于两相流 ＣＦＤ 求解器 ｎａｏｅ⁃ＦＯＡＭ⁃ＳＪＴＵ，结合弹性致动线模型和等效梁理论，建立了浮式风机气动—
水动—气弹性耦合响应计算模型，并对均匀风和规则波作用下浮式风机的耦合响应特性开展了数值模拟，探
究了叶片结构变形响应、风力机气动载荷、浮式平台运动响应以及系泊张力之间的耦合作用，对并浮式风机

的复杂尾流场特性进行了分析。 结果表明，在气动载荷和自身重力的作用下，风力机叶片会产生显著的结构

变形，叶片挥舞变形的平均值大于叶片摆振变形，而叶片挥舞变形波动幅值则小于叶片摆振变形。 受气动载

荷的影响，叶片挥舞变形呈现出周期性变化特性，变化周期与波浪周期相近，而叶片摆振变形主要受到自身

重力的影响，其变化周期与风轮旋转周期相近。 叶片扭转变化会显著降低浮式风机的气动载荷，包括气动功

率、气动推力、叶根弯矩以及偏航力矩。 相较于气动功率，气动推力受叶片变形的影响更加显著。 由于平台

运动响应的影响，风力机气动载荷呈现出大幅度周期性波动的特征，波动周期与波浪周期相近，而在气动载

荷的影响下，浮式平台的纵荡位移和纵摇角会显著增加，垂荡和艏摇运动幅值也随之增大。 此外，叶片变形

引起的风力机气动载荷的下降，会导致浮式支撑平台纵荡、纵摇以及艏摇运动响应平均值的减小，而系泊张
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力的波动幅值也随着平台纵荡位移的减小而有所下降。 进一步地，叶片变形使得浮式风机在轮毂高度平面

内的尾流速度损失有所减小，并导致尾流场中尾涡失稳的位置向后移动，同时会使得尾流中的湍动能水平有

所降低。
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