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摘　 要:针对传统海洋工程水动力分析软件不能耦合叶片气动载荷、风波载荷以及涡尾迹效应ꎬ建立以 ＯＣ３￣Ｈｙｗｉｎｄ
单柱式平台为基础的 ＮＲＥＬ５ＭＷ 海上风力机整机模型ꎬ运用计算流体力学软件 ＳＴＡＲ￣ＣＣＭ ＋ ꎬ结合流体体积函数

和动态流体相互作用模型实现气 － 水动全耦合动力学分析ꎮ 结果表明:所采用的计算流体力学方法能够有效反映

塔影效应对转子气动性能造成的影响ꎬ且与单部件计算结果相比ꎬ气动与水动响应结果偏差均在合理范围内ꎻ在风

波联合作用下ꎬ涡管上的附着涡不断从涡管表面脱落ꎬ并与塔架后方尾涡相互作用ꎬ加剧了 ＦＯＷＴｓ 流场的复杂性ꎮ
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引　 言

自 ２１ 世纪以来ꎬ由于对土地资源的占用和对环

境的影响ꎬ风力发电逐渐由陆上向海上转移ꎮ 与陆

上风能相比ꎬ海上风能风速高、风切变小且风速更均

匀稳定[１]ꎮ 目前ꎬ海上风能利用集中于浅海区域

(水深小于 ３０ ｍ)ꎬ所使用风力机多采用固定式支撑

结构ꎮ 随浅海区域开发接近饱和ꎬ海上风电逐渐向

水深 ６０ ｍ 以上的深海区域发展ꎮ 由于技术与成本的

限制ꎬ深海区域宜采用漂浮式海上风力机(Ｆｌｏａｔｉｎｇ

Ｏｆｆｓｈｏｒｅ Ｗｉｎｄ ＴｕｒｂｉｎｅｓꎬＦＯＷＴｓ) [２ － ３]ꎮ

ＦＯＷＴｓ 平台主要结构形式包括:单柱式平台、

张力腿式平台和驳船式平台等[４]ꎮ 其中ꎬ单柱式平

台具有重心远低于浮心的特点ꎬ使其具有良好的稳

定性与水动特性ꎬ被广泛运用于深海区域[５]ꎮ 然

而ꎬ在风浪载荷的作用下ꎬ单柱式 ＦＯＷＴｓ 会产生六

自由度运动ꎬ严重影响转子的气动性能ꎬ且风力机尾

迹相互作用影响平台的稳定性ꎮ 此外ꎬ系泊系统还

受到波浪、洋流和海底条件的影响ꎬ导致其张力不断

变化ꎬ系统的稳定性也会随之变化ꎮ

因此ꎬ鉴于多体系统相互作用的复杂性ꎬ且在试

验中难以实现 Ｒｅｙｎｏｌｄｓ 相似准则ꎬ有必要对单柱式

ＦＯＷＴｓ 进行全耦合仿真ꎬ以评估系统的安全性和稳

定性ꎬ并为其设计优化提供框架ꎮ

常用的全耦合模拟方法有叶素动量理论、涡尾迹

法和计算流体力学(Ｃｏｍｐｕｔａｔｉｏｎａｌ Ｆｌｕｉｄ Ｄｙｎａｍｉｃｓꎬ

ＣＦＤ)方法ꎮ 与前两者相比ꎬＣＦＤ 方法可以直接考虑

到 ＦＯＷＴｓ 的黏度、辐射效应和波衍射等所有物理效

应ꎬ并可通过流场可视化获得叶片气动载荷分布和

风力机下游尾迹结构的详细信息ꎮ 因此ꎬ诸多学者

运用 ＣＦＤ 方法对 ＦＯＷＴｓ 开展研究ꎮ Ｒｅｚａｅｉｈａ 等

人[６] 通 过 ＣＦＤ 方 法 研 究 了 两 个 相 近 分 布 的

ＦＯＷＴｓ 在给定纵荡运动条件下的相互作用ꎬ结果表

明ꎬ上游 ＦＯＷＴｓ 的纵荡运动增强了尾流耗散ꎬ有助

于下游尾流恢复ꎬ从而提高下游 ＦＯＷＴｓ 平均功率ꎮ

Ｆａｎｇ 等人[７]通过 ＣＦＤ 方法进行改进延迟分离涡模

拟ꎬ分析了纵荡运动下转子的气动特性及其尾迹分

布ꎬ研究发现ꎬ在纵荡运动下ꎬ转子出现轻失速现象ꎬ

其引起的尾迹变化更加难以恢复ꎮ Ｇｕｏ 等人[８]研究

了各频率下纵荡 － 纵摇耦合运动下的 ＦＯＷＴｓ 气动

特性ꎬ结果表明ꎬ当两给定运动在同频率下耦合时ꎬ

功率和推力响应幅值达到最大ꎬ剧烈波动的气动性

能易造成叶片疲劳损伤ꎮ Ｑｕａｌｌｅｎ 等人[９] 建立了一

个考虑风浪载荷的 ＦＯＷＴｓ 全耦合系统ꎬ计算结果表

明ꎬ与 ＮＲＥＬ 风力机相比ꎬ该模型的最大纵荡响应与

最小纵荡响应分别降低了 １３. ８％ 与 １０. ９％ ꎮ 吴京

泰[１０]研究漂浮式平台在不同振荡频率与幅值下的

纵荡、纵摇、垂荡及艏摇运动对风力机气动性能的影

响ꎬ研究发现ꎬ推力和功率随振荡周期的减小而增

大ꎬ随振荡幅值的增大而增大ꎮ

上述学者多通过 ＣＦＤ 方法对给定运动条件下

ＦＯＷＴｓ 动态响应开展研究ꎬ然而国内目前关于

ＦＯＷＴｓ 全耦合的相关研究较少ꎮ 因此ꎬ本文建立

了 ＮＲＥＬ￣５ ＭＷ 单柱式 ＦＯＷＴｓ 全耦合模型ꎬ运用

ＣＦＤ 软件对其进行数值模拟ꎬ结合流体体积函数方

法及动态流体相互作用模型实现了 ＦＯＷＴｓ 在风波

耦合条件下的动态响应ꎬ研究验证了海上漂浮式风

力机系统的安全性和稳定性ꎬ并为其设计优化提供

参考ꎮ

１　 风力机模型

１. １　 ＦＯＷＴｓ 模型

本文以 ＯＣ３￣Ｈｙｗｉｎｄ 单柱式平台为基础ꎬ采用

ＮＲＥＬ￣５ ＭＷ 风力机ꎬ建立了 ５ ＭＷ ＦＯＷＴｓ 整机模

型ꎬ并对其进行全耦合气 － 水动模拟ꎮ ＦＯＷＴｓ 模型

如图 １ 所示ꎬ主要参数见表 １ ~表 ３[１１ － １２]ꎮ

􀅰１５１􀅰
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图 １　 单柱式 ＦＯＷＴｓ 模型

Ｆｉｇ. １ Ｍｏｎｏ￣ｐｉｌｅ ｔｙｐｅ ＦＯＷＴｓ ｍｏｄｅｌ

表 １　 ＮＲＥＬ ５ ＭＷ 风力机参数

Ｔａｂ. １ Ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ＮＲＥＬ ５ ＭＷ ｗｉｎｄ ｔｕｒｂｉｎｅ

参　 数 数　 值

额定功率 / ＭＷ ５

额定风速 / ｍ􀅰ｓ － １ １１. ４

额定转速 / ｒ􀅰ｍｉｎ － １ １２. １

风轮质量 / ｋｇ １. １０ × １０５

机舱质量 / ｋｇ ２. ４０ × １０５

塔架质量 / ｋｇ ３. ４８ × １０５

风轮直径 / ｍ １２６

轮毂直径 / ｍ ３

表 ２　 单柱式漂浮式平台参数

Ｔａｂ. ２ Ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｍｏｎｏ￣ｐｉｌｅ ｔｙｐｅ ｆｌｏａｔｉｎｇ ｐｌａｔｆｏｒｍ

参　 数 数　 值

质量 / ｋｇ ７. ４６６ × １０６

重心位置(静水位以下) / ｍ ８９. ９１５ ５

横摇惯量 / ｋｇ􀅰ｍ２ ４. ２２９ × １０９

纵摇惯量 / ｋｇ􀅰ｍ２ ４. ２２９ × １０９

艏摇惯量 / ｋｇ􀅰ｍ２ １. ６４２ × １０８

系泊数量 ３

相邻系泊直线角度 / ( °) １２０

导缆孔深度、锚深度 / ｍ ７０ꎬ３２０

导缆孔至平台中心线距离 / ｍ ５. ２

锚至平台中心线距离 / ｍ ８５３. ８７

未张紧缆索长度 / ｍ ９０２. ２

系泊密度 / ｋｇ􀅰ｍ － １ ７７. ７０６ ６

系泊拉伸刚度 / Ｎ􀅰ｍ － １ ３. ８４２ × １０８

表 ３　 全耦合系统参数

Ｔａｂ. ３ Ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｆｕｌｌｙ ｃｏｕｐｌｅｄ ｓｙｓｔｅｍ

参　 数 数　 值

质量 / ｋｇ ８. ０６６ × １０６

重心位置(静水位以下) / ｍ ７８. ０４

横摇惯量 / ｋｇ􀅰ｍ２ ２. ０ × １０１０

纵摇惯量 / ｋｇ􀅰ｍ２ ２. ０ × １０１０

艏摇惯量 / ｋｇ􀅰ｍ２ １. ６４２ × １０８

１. ２　 气 －水动数值仿真

尖速比可直观反映叶片转速ꎬ其定义为叶尖线

速度与轮毂高度处风速之比[１３]:
λ ＝ ω􀅰Ｒ / Ｖｈｕｂ (１)

式中: ω—转子角速度ꎬ ｒａｄ / ｓꎻ Ｒ—转子半径ꎬ ｍꎻ
Ｖｈｕｂ—轮毂高度处来流速度ꎬｍ / ｓꎮ

推力 Ｔ 是转子平面合力的水平分量ꎬ功率 Ｐ 是

角速度与扭矩的乘积ꎮ 两者均可反映 ＦＯＷＴｓ 气动

性能ꎬ其具体定义为[１４]:
Ｔ ＝ Ｌ􀅰ｃｏｓα ＋ Ｄ􀅰ｓｉｎα (２)
Ｐ ＝ Ｍ􀅰ω (３)

式中:Ｌ—转子升力ꎬＮꎻＤ—转子阻力ꎬＮꎻα—相对速

度与转子迎风面夹角ꎬ(°)ꎻＭ—转子转矩ꎬＮ􀅰ｍꎮ
幅值响应算子 ( Ｒｅｓｐｏｎｓｅ Ａｍｐｌｉｔｕｄｅ Ｏｐｅｒａｔｏｒꎬ

ＲＡＯ)是描述波浪作用下平台结构响应特性的参

数ꎬ可表示为[１５]:
ＲＡＯ ＝ Ａｉ / Ｈｗ (４)

式中:Ａｉ—在指定自由度上的响应幅值ꎬｍꎻＨｗ—规

则波幅值ꎬｍꎮ
海上结构设备的阻尼比 δ 常用对数减量法测

量ꎬ其定义为:
δ ＝ (１ / ｎ)􀅰ｌｎ(Ａｎ / Ａｎ＋１) (５)

式中:Ａｎ—衰减曲线的第 ｎ 个响应幅值ꎮ

２　 数值模型

２. １　 计算域设置

ＦＯＷＴｓ 全耦合计算域模型如图 ２ 所示ꎮ 计算

域模型尺寸为 １ ２００ ｍ(Ｘ) × ４００ ｍ( Ｙ) × ５９３ ｍ
(Ｚ)ꎬ静水位以下水深为 ３２０ ｍꎬ以上高度为 ２７３ ｍꎮ
计算域上游表面、上表面与下表面均为速度进口ꎬ两
侧表面均为对称平面ꎬ下游表面为压力出口ꎮ 速度

进口风速取额定风速 １１. ４ ｍ / ｓꎬ此时对应的转子转
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速为 １２. １ ｒ / ｍｉｎꎬ旋转一周时间约为 ４. ９６ ｓꎻ波高取

６ ｍꎬ周期 Ｔｗ为 １０ ｓꎮ 压力出口处增设波阻尼模型ꎬ
防止远场波反射影响 ＦＯＷＴｓꎮ 波阻尼设置于距出

口一个波长(λｗ ＝ １５８ ｍ)的位置ꎮ 水与空气的密度

分别取 １ ０２５ 和 １. ２２５ ｋｇ / ｍ３ꎮ 与 １ 阶波相比ꎬ５ 阶

波具有更高的计算精度和更准确的海浪预报效果ꎬ
能够更好地满足解决复杂海洋工程和海洋环境问题

的需要ꎮ 因此ꎬ本文采用 ５ 阶波模型进行模拟ꎮ ＳＳＴ
ｋ － ω 湍流模型有效结合了 ｋ － ω 模型近壁区考虑复

杂流动的优点与 ｋ － ε 模型自由剪切区稳定流动的

优点ꎬ在风力机气动性能模拟方面具有较好效果ꎬ故
湍流模型选用 ＳＳＴ ｋ － ω进行计算[１６]ꎮ

图 ２　 ＦＯＷＴｓ 计算域边界条件及尺寸

Ｆｉｇ. ２ Ｂｏｕｎｄａｒｙ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ ａｎｄ ｓｉｚｅ ｏｆ ＦＯＷＴｓ

ｃｏｍｐｕｔａｔｉｏｎａｌ ｄｏｍａｉｎ

２. ２　 网格划分

采用切割体网格技术为计算域生成高精度复杂

曲面网格ꎬ网格划分如图 ３ 所示ꎮ 图 ３(ａ)为计算域

三维网格分布ꎬ图 ３ ( ｂ)为 Ｙ ＝ ０ 处网格的二维截

面ꎬ清晰展现出计算域的网格分布和动态网格技

术ꎮ 计算域分为外流域和旋转域ꎬ在流场域与重叠

区域之间进行体积控制起到过渡网格的作用ꎬ同时

对尾迹进行精细化处理以准确捕获流动特性ꎮ 为

精确模拟波浪ꎬ需对波面细化处理ꎬ即要求波高方

向网格不少于 ２０ 层ꎬ波进方向网格一个波长内不少

于 ８０ 层[１７]ꎮ 采用叠置网格技术实现平台的六自由

度运动ꎬ采用滑移网格技术实现叶片转子的叠加

运动ꎮ 为准确捕捉边界层附近的流场特征ꎬ在壁

面附近生成 １６ 层棱柱网格ꎬ其中第 １ 层的厚度为

８ × １０ － ４ ｍꎮ 基于上述设置ꎬ最终计算域网格总数约

为 １ ０５０ 万ꎮ

图 ３　 ＦＯＷＴｓ 网格划分

Ｆｉｇ. ３ Ｍｅｓｈ ｄｉｖｉｓｉｏｎｓ ｏｆ ＦＯＷＴｓ

３　 结果与分析

３. １　 气动性能验证

网格数量影响气动性能数值模拟的准确性ꎬ合
理的网格数量可在满足精度的前提下提高计算效

率ꎮ 因此ꎬ对流体网格开展无关性验证ꎮ 网格数量

选取 ４３０ 万ꎬ６５０ 万和 ８５０ 万 ３ 种情况ꎬ计算时间为

１００ ｓꎬ结果如表 ４ 所示ꎮ 功率最小偏差为 － １. ０２％ ꎬ
在可接受的范围内ꎬ本文气动性能模拟采用 ６５０ 万

网格ꎮ

表 ４　 气动性能的网格无关性验证

Ｔａｂ. ４ Ｍｅｓｈ ｉｎｄｅｐｅｎｄｅｎｃｅ ｖｅｒｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ

ａｅｒｏｄｙｎａｍｉｃ ｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅ

网格数量 / 万 功率 / ｋＷ 误差 / ％

４３０ ５ ３４８ － １. ０２

６５０ ５ ４４３ ０. ７４

８５０ ５ ４０３ ０

在额定风速下验证风力机转子气动性能可靠

性ꎬ对比 ＣＦＤ 方法计算所得转子气动性能与文献

[１８]ＦＡＳＴ＿ＢＥＭ 计算的结果ꎬ如图 ４ 所示ꎮ 由图可

知ꎬ在低风速时ꎬ本文采用的 ＣＦＤ 方法计算所得推

力和功率与 ＦＡＳＴ＿ＢＥＭ 结果存在一定偏差ꎮ 然而ꎬ
随着风速的增大ꎬ两种方法的计算结果基本一致ꎬ证
明本文求解气动载荷的 ＣＦＤ 方法具有较高精度ꎮ
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图 ４　 不同计算方法下气动性能比较

Ｆｉｇ. ４ Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ ａｅｒｏｄｙｎａｍｉｃ ｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅ ｕｎｄｅｒ

ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｍｅｔｈｏｄｓ

３. ２　 自由衰减验证

在规则波浪条件下ꎬ对单柱式平台水动性能进

行网格无关性验证ꎮ 网格数量分别选取为 １３０ 万、
２３０ 万和 ３３０ 万ꎬ比较最后 ３ 个响应周期的纵摇幅

值ꎮ 计算结果如表 ５ 所示ꎮ 可以看到ꎬ最大偏差为

２􀆰 ２１％ ꎬ表明纵摇响应结果具有网格无关性ꎮ 因此ꎬ
本文水动性能模拟网格数为 ２３０ 万ꎮ

表 ５　 水动性能的网格无关性验证

Ｔａｂ. ５ Ｍｅｓｈ ｉｎｄｅｐｅｎｄｅｎｃｅ ｖｅｒｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ

ｈｙｄｒｏｄｙｎａｍｉｃ ｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅ

网格数量 纵摇幅值 / ( °) 误差 / ％

１３０ 万 １. ３９ ２. ２１

２３０ 万 １. ３７ ０. ７４

３３０ 万 １. ３６ ０

自由衰减常用于系统的固有周期与水动特性的

分析验证ꎮ 由于转子处于静止状态ꎬ故仅对平台进

行静水条件下的自由衰减计算ꎮ 图 ５ 为 ＣＦＤ 方法

计算所得纵荡与纵摇两个自由度下的衰减测试结

果ꎬ并与文献[１９]中所提到的 ３ 种其他计算方法

进行对比ꎬ本文 ＣＦＤ 方法计算所得的纵荡响应变

化趋势与 ＦＡＳＴ 一致性较好ꎬ而与 ＡＤＡＭＳ 方法

(Ａｕｔｏｍａｔｉｃ Ｄｙｎａｍｉｃ Ａｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ Ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ Ｓｙｓｔｅｍｓ)
和 ＨＡＷＣ２ (Ｈｏｒｉｚｏｎｔａｌ Ａｘｉｓ Ｗｉｎｄ ｔｕｒｂｉｎｅ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎ
Ｃｏｄｅ ２ｎｄ ｇｅｎｅｒａｔｉｏｎ)的计算结果存在差异ꎻ纵摇响

应变化与 ＡＤＡＭＳ 具有良好的一致性ꎬ与 ＨＡＷＣ２ 和

ＦＡＳＴ 的差异随着时间逐渐增大ꎮ 由于 ＣＦＤ 方法考

虑了流体的粘性效应ꎬ故所得结果存在差异ꎬ但均在

合理范围内ꎮ

图 ５　 平台自由衰减验证

Ｆｉｇ. ５ Ｆｒｅｅ ｄｅｃａｙ ｖｅｒｉｆｉｃａｔｉｏｎｓ ｏｆ ｐｌａｔｆｏｒｍ

表 ６ 为三自由度响应的自由衰减周期ꎮ 计算结

果与其他计算方法相近ꎬ表明目前 ＣＦＤ 方法具备可

靠性ꎮ

表 ６　 ＣＦＤ 方法与文献[１９]中的其他计算方法的

自由衰减周期比较(ｓ)

Ｔａｂ. ６ Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ ｆｒｅｅ ｄｅｃａｙ ｐｅｒｉｏｄｓ ｂｅｔｗｅｅｎ ＣＦＤ

ｍｅｔｈｏｄ ａｎｄ ｏｔｈｅｒ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｍｅｔｈｏｄｓ (ｓ)

自由度 ＦＡＳＴ ＨＡＷＣ２ ＡＤＡＭＳ ＣＦＤ

纵荡 １２３. ８ １３０. ０ １２４. ０ １２２. ２

纵摇 ３１. ６ ３１. ３ ３１. ７ ３０. ３

垂荡 ３１. ０ ３４. ４ ３１. ３ ３１. ３
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３. ３　 ＲＡＯ 验证

在规则波作用下ꎬ通过 ＲＡＯ 响应对 ＦＯＷＴｓ 水

动特性进行验证ꎬ计算结果如图 ６ 所示ꎮ 由图 ６(ａ)
可知ꎬ本文 ＣＦＤ 方法计算所得垂荡和纵摇 ＲＡＯ 与

３Ｄｆｌｏａｔ[１９] 和 ＨＡＷＣ２[１９] 方法结果相近ꎮ 由于不同

求解方法的系泊模型存在差异ꎬ导致纵荡运动 ＲＡＯ
结果差别较大ꎮ 系泊动态响应主要受纵荡运动影

响ꎬ因此ꎬ结合纵荡运动 ＲＡＯꎬ系泊 １ 的动态响应幅

值相对较小ꎬ本文 ＣＦＤ 方法计算结果与 Ｓｅｓａｍ、
ＨＡＷＣ２ 和ＳＩＭＯ(Ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎ ｏｆ Ｍａｒｉｎｅ Ｏｐｅｒａｔｉｏｎｓ)方
法的计算结果相近ꎬ如图 ６(ｂ)所示ꎮ 总体而言ꎬ本
文计算结果波动均在合理的范围内ꎮ

图 ６　 规则波作用下平台 ＲＡＯ 与系泊 １ 响应[１９]

Ｆｉｇ. ６ Ｍｏｔｉｏｎ ＲＡＯ ａｎｄ ＭＬ１ ｒｅｓｐｏｎｓｅｓ ｏｆ ｐｌａｔｆｏｒｍ

ｕｎｄｅｒ ｒｅｇｕｌａｒ ｗａｖｅ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ[１９]

３. ４　 气 －水动全耦合分析

图 ７ 为 ＦＯＷＴｓ 气动功率与转子推力计算结果ꎬ

右上方为计算 ５００ ~ ５２０ ｓ 稳定状态下幅值波动的

局部放大图ꎮ 由图 ７ 可知ꎬＦＯＷＴｓ 的推力与功率约

在计算 ３００ ｓ 后达到稳定状态ꎮ 图 ７(ａ)中ꎬ平均功

率与功率响应幅值分别为 ４ ５７０. １０ 和 ２ ９０７. ６７

ｋＷꎻ图 ７(ｂ)中ꎬ平均推力与推力响应幅值分别为

６８７. ７５ 和 １９５. ５７ ｋＮꎬ其标准差为 ６４. ９８％ ꎮ 由局

部放大图可知ꎬ叶片在一个旋转周期内会产生 ３ 次

明显波动ꎬ这是由于当风力机处于额定工况时ꎬ叶

片易受到塔架、机舱及轮毂等部件的干扰ꎬ导致塔

影效应影响显著ꎬ因此ꎬ本文所得气动性能响应曲

线有较大波动ꎮ

图 ７　 全耦合 ＦＯＷＴｓ 气动响应

Ｆｉｇ. ７ Ａｅｒｏｄｙｎａｍｉｃ ｒｅｓｐｏｎｓｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｆｕｌｌｙ

ｃｏｕｐｌｅｄ ＦＯＷＴｓ

由于本文全耦合 ＦＯＷＴｓ 受塔影效应的影响较

明显ꎬ为进一步探究其影响ꎬ图 ８ 给出 ５ 阶波单周期

(Ｔ ＝ １０ ｓ)内 Ｙ ＝ ０ 处截面涡量分布ꎬ图中以 ０. １２５Ｔ

为间隔对涡量分布进行描述ꎮ 由图 ８ 可知ꎬ塔架机

舱后方尾流相互干扰ꎬ加剧了流场的复杂性ꎮ 曲线

剧烈波动的原因是 ＣＦＤ 方法考虑了非定常粘性流

动分离、漩涡脱落、自由尾流等流场效应ꎮ 此外ꎬ转

子、机舱、塔架、轮毂、平台之间的多重干扰效应也不

可忽略ꎮ 由此可见ꎬＣＦＤ 方法较传统的数值分析程

序更精确ꎮ
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图 ８　 单周期内 Ｙ ＝ ０ 截面涡量分布

Ｆｉｇ. ８ Ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎｓ ｏｆ ｖｏｒｔｉｃｉｔｙ ｏｎ Ｙ ＝ ０ ｓｅｃｔｉｏｎ

ｉｎ ａ ｓｉｎｇｌｅ ｃｙｃｌｅ

　 　 图 ９ 为全耦合 ＦＯＷＴｓ 在风浪载荷作用下的水

动响应ꎮ 由 ９(ａ)可知ꎬ在 ０ ~ １ ２００ ｓ 内ꎬ垂荡曲线

自初始位置远离静水位ꎬＦＯＷＴｓ 的响应周期以自然

周期为主ꎬ其波动周期约为 ３１ ｓꎻ在 １ ２００ ~ ２ ０００ ｓ

内ꎬ由于接近平衡位置ꎬＦＯＷＴｓ 响应周期以波浪周

期为主ꎬ垂荡曲线以 １０ ｓ 为周期波动ꎮ 稳定后任意

５ 个周期的平均响应幅值约为 ０. ７５４ ｍꎮ 与垂荡响

应相比ꎬ纵摇响应的稳定位置向风浪推进方向偏

移ꎬ更快达到稳定ꎬ约为 ４００ ｓꎬ纵摇响应曲线见

图 ９(ｂ)所示ꎮ 在风浪载荷的影响下ꎬ纵摇响应曲

线平衡位置的波动周期为 １０ ｓꎬ平均响应幅值约为

１. １２８°ꎮ 在图 ９(ｃ)中ꎬ纵荡响应曲线受风浪载荷的

影响ꎬ在约 ８００ ｓ 时达到稳定ꎬ稳定后的纵荡响应幅

值为 １. ５６８ ｍꎬ较初始位置偏移约 １. ２０１ ｍꎮ 由上

述 ３ 个最具特征自由度的波动趋势可知ꎬ垂荡与纵

摇响应的波动较平稳ꎬ而纵荡响应存在漂移现象ꎮ

图 ９(ｄ) ~ ９(ｆ)为受风浪载荷影响较小的 ３ 个自由

度(横荡、横摇及艏摇) 响应曲线ꎮ 横荡、横摇及

艏摇的平均响应偏差分别为 ０. ０３４ ｍ、 － ０. ００２°和

０. ００１°ꎮ

图 ９　 全耦合 ＦＯＷＴｓ 六自由度水动响应

Ｆｉｇ. ９ ６ ＤＯＦ ｈｙｄｒｏｄｙｎａｍｉｃ ｒｅｓｐｏｎｓｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｆｕｌｌｙ ｃｏｕｐｌｅｄ ＦＯＷＴｓ
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　 　 图 １０ 为系泊张力响应曲线ꎮ 由于系泊 ２ 和系

泊 ３ 在 Ｙ ＝ ０ 截面上分布位置对称ꎬ且横荡响应影响

较小ꎬ两者张力响应曲线趋势基本相同ꎬ故仅给出系

泊 ２ 的动态响应ꎮ 由于系泊 １ 的响应主要受纵荡响

应影响ꎬ其响应曲线波动趋势与图 ９(ｃ)几乎一致ꎮ
此外ꎬ对比图 １０(ａ)与图 １０(ｂ)可知ꎬ系泊 １ 与系泊

２ 张力响应曲线变化趋势相反ꎮ 稳定后 ３ 个波浪周

期内的系泊 １ 与系泊 ２ 的平均张力响应幅值分别为

１１. ０７ 和 ５. ２９ ｋＮꎮ

图 １０　 系泊张力动态响应

Ｆｉｇ. １０ Ｄｙｎａｍｉｃ ｒｅｓｐｏｎｓｅｓ ｏｆ ｍｏｏｒｉｎｇ ｔｅｎｓｉｏｎ

图 １１ 为波表面高程及 ＦＯＷＴｓ 叶尖旋转产生的

涡管ꎬ左下角为轮毂处放大图ꎮ 该图同样以 ０. １２５Ｔ
(Ｔ ＝ １０ ｓ)为间隔ꎮ 由图 １１ 可知ꎬ在风波联合作用

下ꎬ涡管上的附着涡不断从涡管表面脱落ꎬ并与塔架

后方尾涡相互作用ꎬ加剧了流场的复杂性ꎮ 在工程

实践中ꎬ三维流动可视化有助于更好地理解 ＦＯＷＴｓ
尾流的流动特性和行为ꎬ从而优化流体设备和系统

的设计ꎬ提高其性能和效率ꎮ 此外ꎬ流场可视化可以

预测 ＦＯＷＴｓ 的流动行为ꎬ包括流体的变化趋势和流

动的稳定性ꎬ从而为实际工程应用提供依据ꎮ

图 １１　 波表面高程及涡管可视化

Ｆｉｇ. １１ Ｖｉｓｕａｌｉｚａｔｉｏｎｓ ｏｆ ｗａｖｅ ｓｕｒｆａｃｅ ｅｌｅｖａｔｉｏｎ

ａｎｄ ｖｏｒｔｅｘ ｔｕｂｅ

４　 结　 论

本文以 ＯＣ３￣Ｈｙｗｉｎｄ 单柱式平台为基础ꎬ建立

ＮＲＥＬ ５ ＭＷ 单柱式 ＦＯＷＴｓ 全耦合模型ꎬ结合流体

体积函数方法与动态流体相互作用模型对其进行数

值模拟ꎮ 结论如下:
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(１) 通过对气动性能、自由衰减及 ＲＡＯ 响应的

研究ꎬ证明了本文所提耦合方法的合理性与准确性ꎮ
(２) 由全耦合分析结果可知ꎬ本文 ＣＦＤ 方法能

有效捕获塔影效应对转子气动性能造成的影响ꎬ且
气动与水动响应结果与单部件计算结果相比较误差

均在合理范围内ꎬ表明当前 ＣＦＤ 方法具备较高的可

靠性ꎮ
(３) 流场可视化结果表明ꎬ在风波联合作用下ꎬ

涡管上的附着涡不断从涡管表面脱落ꎬ并与塔架后

方尾涡相互作用ꎬ加剧了 ＦＯＷＴｓ 流场的复杂性ꎮ
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Ｉｎｄｕｓｔｒｉａｌ Ａｅｒｏｄｙｎａｍｉｃｓꎬ２０１８ꎬ１７７:２７５ － ２９２.

[１５] 　 ＣＨＯＩＮＩＥＲＥ ＭꎬＤＡＶＩＳ ＪꎬＮＧＵＹＥＮ Ｎꎬｅｔ ａｌ. Ｈｙｄｒｏｄｙｎａｍｉｃｓ ａｎｄ

ｌｏａｄ ｓｈｅｄｄｉｎｇ ｂｅｈａｖｉｏｒ ｏｆ ａ ｖａｒｉａｂｌｅ￣ｇｅｏｍｅｔｒｙ ｏｓｃｉｌｌａｔｉｎｇ ｓｕｒｇｅ

ｗａｖｅ ｅｎｅｒｇｙ ｃｏｎｖｅｒｔｅｒ (ＯＳＷＥＣ)[Ｊ] . Ｒｅｎｅｗａｂｌｅ Ｅｎｅｒｇｙꎬ２０２２ꎬ

１９４:８７５ － ８８４.

[１６] 　 ＤＡＲＯＣＺＹ ＬꎬＪＡＮＩＧＡ ＧꎬＰＥＴＲＡＳＣＨ Ｋꎬｅｔ ａｌ. Ｃｏｍｐａｒａｔｉｖｅ ａ￣

ｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ ｔｕｒｂｕｌｅｎｃｅ ｍｏｄｅｌｓ ｆｏｒ ｔｈｅ ａｅｒｏｄｙｎａｍｉｃ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎ ｏｆ Ｈ￣

Ｄａｒｒｉｅｕｓ ｒｏｔｏｒｓ[Ｊ] . Ｅｎｅｒｇｙꎬ２０１５ꎬ９０(１):６８０ － ６９０.

[１７] 　 ＨＵＡＮＧ Ｈ ＤꎬＬＩＵ Ｑ ＳꎬＹＵＥ Ｍ Ｎꎬｅｔ ａｌ. Ｆｕｌｌｙ ｃｏｕｐｌｅｄ ａｅｒｏ￣ｈｙ￣

ｄｒｏｄｙｎａｍｉｃ ａｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ ａ ｂｉｏｍｉｍｅｔｉｃ ｆｒａｃｔａｌ ｓｅｍｉ￣ｓｕｂｍｅｒｓｉｂｌｅ

ｆｌｏａｔｉｎｇ ｏｆｆｓｈｏｒｅ ｗｉｎｄ ｔｕｒｂｉｎｅ ｕｎｄｅｒ ｗｉｎｄ￣ｗａｖｅ ｅｘｃｉｔａｔｉｏｎ ｃｏｎｄｉ￣

ｔｉｏｎｓ[Ｊ] . Ｒｅｎｅｗａｂｌｅ Ｅｎｅｒｇｙꎬ２０２３ꎬ２０３:２８０ － ３００.

[１８] 　 ＣＨＥＮＧ ＰꎬＨＵＡＮＧ ＹꎬＷＡＮ Ｄ Ｃ. Ａ ｎｕｍｅｒｉｃａｌ ｍｏｄｅｌ ｆｏｒ ｆｕｌｌｙ

ｃｏｕｐｌｅｄ ａｅｒｏ￣ｈｙｄｒｏｄｙｎａｍｉｃ ａｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ ｆｌｏａｔｉｎｇ ｏｆｆｓｈｏｒｅ ｗｉｎｄ ｔｕｒ￣

ｂｉｎｅ[Ｊ] . Ｏｃｅａｎ Ｅｎｇｉｎｅｅｒｉｎｇꎬ２０１９ꎬ１７３:１８３ － １９６.

[１９] 　 ＪＯＮＫＭＡＮ ＪꎬＭＵＳＩＡＬ Ｗ. Ｏｆｆｓｈｏｒｅ ｃｏｄｅ ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｃｏｌｌａｂｏｒａｔｉｏｎ

(ＯＣ３) ｆｏｒ ＩＥＡ ｔａｓｋ ２３ ｏｆｆｓｈｏｒｅ ｗｉｎｄ ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ ａｎｄ ｄｅｐｌｏｙｍｅｎｔ

[Ｒ]. ＮＲＥＬ / ＴＰ￣５０００￣４８１９１ꎬＡｍｅｒｉｃａ:ＮＲＥＬꎬ２０１０.

(姜雪梅　 编辑)
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