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摘要:海上风机是复杂环境荷载作用下多自由度复杂结构体系.为揭示环境荷载、转子机舱

组件及支撑系统之间相互作用对海上风机结构运动响应的影响,建立水动力和结构弹性联合

相似准则、气动力的牛顿相似准则,开展了地震、风、波流联合作用下海上风机整体结构动力

模型试验,验证了风浪等环境荷载对于地震作用下五桩基础海上风机结构响应的影响.基于

FASTv8推导并建立了地震、风、波浪联合作用下海上风机整体耦合数值仿真模型,揭示了

该工况下海上风机结构响应的耦合特性,同时发现停机保护策略并不能有效降低海上风机结

构地震响应.进一步,探讨了调谐质量阻尼器对海上风机在地震组合工况下的振动控制效果.
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0 引 言

海上风能资源开发在世界范围内迅猛发展,

2019年全球海上风电新增装机容量达6.1GW,
创下历史新高.据全球风能理事会预测,2024年

底全球新增海上风电装机总量将突破50GW.我
国海上风能资源蕴藏量丰富,可供开发利用的海

上风能资源约为750GW,截至2019年底我国海

上风电装机总量为6.84GW,仅占可开发海上风

能资源总量的0.9%.因此,我国海上风电事业发

展潜力巨大,未来有望主导全球海上风电市场.
我国海上风能资源开发不仅面临严酷的海洋

环境,部分地区还要面临地震的潜在威胁,比如我

国环渤海海域、江苏沿海及台湾海峡等均为地震

高烈度区.据不完全统计,我国地震高烈度区已规

划建设30余座海上风电场,以江苏省为例,下一

阶段拟规划建设的近海风电场中有16座位于沿

海地震区,装机容量超过4.5GW.
对于地震区海上风电场建设必须考虑地震荷

载影响,因此,结构抗震设计将成为相关海域海上

风电结构设计、分析及校核所面临的关键技术问

题.围绕海上风机结构抗震安全评价、地震作用下

海上风机结构动力特性,国内外学者开展了相关

研究.

1 国内外研究现状

1.1 海上风机结构设计分析方法

海上风机结构设计分析方法可概括为两类:
一类为忽略环境荷载、转子系统与支撑系统(塔
筒、基础结构)相互作用,采用叠加方法得到风浪

等环境荷载作用下结构反应的半整体方法.该方

法的核心思想为将基础结构缩聚为超单元矩阵,
分别建立转子系统-伺服控制系统-塔筒-超单元矩

阵的气弹分析模型和基础结构有限元模型,用于

开展气动力荷载计算及基础结构承载力校核;目
前仍广泛应用于固定式海上风机基础结构设计及

安全评价.另一类为针对半整体方法存在的理论

不足提出的耦合分析方法,该方法的主要特点为

建立了转子系统-伺服控制系统-塔筒-基础结构-
桩土相互作用的整体结构模型,能够充分考虑环

境荷载作用下机电控制系统、转子系统与支撑系

统之间的相互作用,得到更为合理的结构响应.



同时,为保证不同环境条件下海上风电机组

平稳输出及整体结构安全,国内外海上风机结构

设 计 规 范,如 国 外 的 IEC 61400-3[1]、DNV
GL-ST-0437[2]及我国的《海上风电场工程风电机

组基础设计规范》[3],均指出应基于承载力极限状

态、正常使用极限状态、疲劳极限状态和事故极限

状态开展海上风机结构设计.
1.2 地震荷载作用下海上风机结构响应研究

为揭示地震作用下海上风机基础结构潜在失

效模式,Mardfekri等[4]基于半整体方法,选用三

维实体单元建立了地基-海上风机基础有限元模

型,并将上部风机空气动力荷载简化为静力风机

荷载作用于基础顶部,通过地震荷载的逐级调幅

揭示了其失效模式及安全储备系数.Kim等[5]和

DeRisi等[6]根据p-y、t-z、q-z曲线,采用非线性

弹簧单元模拟了单桩基础海上风机桩土相互作

用,揭示了地震作用下单桩基础风机失效模式及

不同土壤参数下桩基承载力变化曲线,并提出了

基于塔筒顶部位移的海上风机结构安全评价指

标.莫仁杰等[7]采用半整体方法,并对空气动力荷

载进行等效,以最大主应力为判定依据,研究了不

同强度地震下海上风机基础与塔筒连接过渡段的

失效模式.
海上风机结构安全评价多采用半整体方法,

故通常忽略或简化空气动力荷载和水动力荷载

等[8-9]的影响,而为了弥补这一不足,以准确揭示

地震作用下不同运行状态海上风机动力特性,国
内外学者开展了风、浪、地震作用下海上风机数值

仿真及模型试验研究.
Zhang等[10]采用流体单元模拟三桩基础海

上风机海水-基础结构相互作用,揭示了流-固耦

合效应对于地震作用下海上风机结构反应的影

响.荣维栋等[11]开展了地震和波浪作用下海上单

桩基础风机动力特性分析,探讨了不同重现期波

浪荷 载 作 用 下 基 础 结 构 地 震 响 应 变 化 规 律.
Zheng等[12]、Wang等[13]通过开展波、流、地震及

风、浪、流、地震作用下海上风机整体结构动力模

型试验,验证得出海上风机地震响应必须分析风

荷载、波流荷载与海上风机结构之间的相互作用.
Yang等[14]、闫阳天等[15]和李颖等[16]采用耦合分

析方法验证了风机运行状态及相应控制策略将显

著影响正常运行海上风机地震响应,如典型的顺

风向气动阻尼效应的抑制效应.

综上所述,地震作用下海上风机结构失效模

式及动力特性是海上风机地震研究领域的两个热

点问题.地基-基础相互作用对于海上风机结构极

限承载力的影响不可忽视;此外,为得到更为合理

的地震作用下海上风机结构运动响应及变化规

律,还应考虑运行控制策略、气动力及水动力荷载

的影响.
1.3 海上风机模型试验方法研究

海上风机为在风浪等环境荷载作用下的复杂

结构体系,其模型试验设计原则上应满足气动力、
水动力和结构弹性联合相似准则.对于气动力荷

载相似,应满足表征流体惯性力与黏滞力相似的

雷诺数相似准则;而对于水动力荷载相似则应考

虑满足表征惯性力与重力相似的弗劳德数相似准

则.由雷诺数和弗劳德数定义可知,风浪作用下海

上风机整体结构模型试验不可能同时满足上述相

似准则.国内外学者注意到水深是影响海上风机

结构相似比尺及试验模型设计的关键参数,因此

选择在满足弗劳德数和结构弹性联合相似的前提

下,针对海上风机转子机舱组件试验模型设计及

气动力荷载加载方法展开了研究.按照由易到难

的顺序,对转子系统模型试验方法进行如下归类:
(1)等效集中质量模型.该方法将转子机舱组

件等效为集中质量,并同时对气动力荷载进行等

效,比如等效为地震荷载[17-18].主要缺陷为完全忽

略转子机舱组件与支撑系统之间的耦合效应.
(2)等效阻力板模型.该方法将转子机舱组件

等效为阻力板,仅考虑保证气动力荷载的推力荷

载相似[19-21].主要缺陷为忽略了转子系统的陀螺

效应,并削弱了风机气动阻尼.
(3)基于几何相似的转子机舱组件模型.该方

法依据几何相似完成转子机舱组件试验模型设

计,并通过增大来流风速保证主要气动力荷载相

似[22].主要缺陷为气动扭矩与原型差异较大,同
时将显著增加模型塔筒所受风荷载.

(4)包含低雷诺数翼形的转子机舱组件模型.
该方法提出了适用于模型试验风场的低雷诺数叶

片翼形参数,用于保证原型与模型转子系统的气

动力荷载相似[23].主要缺陷为所提出的低雷诺数

翼形仅能保证特定风速区间内气动力荷载的相似

关系.
(5)混合试验模型.该方法包含了全尺寸的转

子机舱组件气弹数值仿真模型及满足弗劳德数和
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结构弹性相似的基础结构物理试验模型,在保证

水动力及弹性相似的前提下实现了气动力荷载的

准确模拟[24-25].该方法的主要难点为全尺寸气弹

数值仿真模型建立及实时同步采集加载技术.
基于上述研究可知,相对于其他试验模型设

计方法,混合试验模型能够更为精确地模拟和反

映海上风机结构动力特性,不过具有较高的技术

难度.
1.4 本文主要研究内容

结合国内外研究进展,围绕地震作用下海上

风机结构动力特性这一热点问题,以江苏沿海海

上风电场工程为研究背景,通过开展五桩基础海

上风机在地震、风、波流联合作用下的动力模型试

验,发现环境荷载与风机结构间的耦合响应特性;
推导固定式海上风机结构在环境荷载作用下的整

体耦合动力方程,提出基于整体耦合方法的分析

步骤,并建立五桩基础海上风机数值仿真模型;开
展风浪联合作用下海上风机结构地震响应分析及

基于调谐质量阻尼器(TMD)的海上风机减振控

制研究.通过上述研究揭示地震、风、波浪联合作

用下海上风机结构运动响应耦合机理及该工况下

TMD基本参数设计依据.

2 海上风机整体结构动力模型试验

2.1 模型试验相似理论

海上风机塔筒为高耸薄壁结构,为保证试验

模型的可加工,基于环境荷载作用下海上风机结

构主要以弯曲振动为主的特性,可在保证结构主

尺度几何相似前提下引入截面弯曲刚度相似,得
到修正的弹性相似准则[26]:

λ2t=λ4λρλ-1
Eλ-2

r (1)
其中λt 为时间比尺,λ为几何比尺,λρ 为密度比

尺,λE 为弹性模量比尺,λr 为惯性半径比尺.
波浪海流等水动力荷载作用下海上工程结构

模型试验应满足弗劳德数相似准则[27]:

λv=λ (2)
其中λv 为流速比尺.

注意到加速度比尺λg=1,故可将式(2)改写

为

λt=λ (3)
对于海上风机结构动力模型试验需同时满足

水动力及结构弹性相似准则.由此,联立式(1)、
(3),并假定密度比尺λρ=1,可得

λ3λ-2
r =λE (4)

式(4)即为满足水动力及结构弹性和弯曲刚

度联合相似的水弹性相似准则.在保证水动力荷

载及结构振动特性相似的前提下,基于式(5)所示

牛顿相似准则对推力荷载进行相似转换.
Fp

Fm
=L2pv2pρp
L2mv2mρm

=λ2λ2v=λ3 (5)

式中:下标p表示结构原型,下标 m表示结构模

型.
基于水弹性相似准则可得海上风机结构试验

模型主要设计参数的相似关系,如表1所示.

表1 海上风机试验模型主要参数相似关系

Tab.1 Scaleratiosofessentialparametersof

offshorewindturbinetestmodel

参数 量纲 相似关系 相似比尺

长度 [L] λ 55

惯性半径 [L] λr 55.76

弹性模量/应力 [ML-1T-2] λE 53.5

力 [MLT-2] λ3 553

加速度 [LT-2] λg 1

时间 [T] λ0.5 550.5

2.2 海上风机试验模型

2.2.1 波流、地震、风联合模拟系统 采用大连

理工大学海岸和近海工程国家重点实验室开发的

波流、地震、风联合模拟系统开展海上风机整体结

构模型试验研究.联合模拟系统主要由简易风场模

拟系统、波流系统和水下振动台组成,如图1所示.
简易风场的有效覆盖尺寸为2.54m×2.54m,最
大试验风速为15m/s;波流水槽尺寸为21.6m×
5.0m×1.0m,最大工作水深为0.6m,最大试验

波高为0.35m,最大试验流速为0.5m/s;水下振

动台台面工作区尺寸为3.0m×4.0m,满载

       

图1 波流、地震、风联合模拟系统

Fig.1 Thejointsimulationsystemofwave,current,

seismicandwindloads
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荷载质量为10000kg,最大水平满载加速度为

1.0g.
2.2.2 样本风机及试验模型设计 基于我国江

苏如东沿海海上风电场海上风机五桩基础结构、
海况条件和美国国家可再生能源实验室(NREL)
提出的5MW 基准风机重新设计确定本次研究

的样本风机,比如样本风机轮毂中心高度、塔筒截

面参数与NREL5MW基准风机[28]一致.
依据实际海况条件,对样本风机塔筒高度及

五桩基础结构顶部高程进行重新设计以满足上部

风电机组轮毂中心高度要求,重新设计后样本风

机塔筒高度为78.6m,五桩基础结构顶部高程为

9.0m.样本风机基本参数如表2所示,五桩基础

结构基本参数如表3所示.

表2 样本风机基本参数

Tab.2 Basicparametersofthereferencewindturbine

叶片数量
转子

直径/m

转子

质量/kg

机舱

质量/kg

塔筒底部

直径/m

3 126 110000 240000 6.0

塔筒顶部

直径/m

风机切入风速/
(m·s-1)

额定风速/
(m·s-1)

风机切出风速/
(m·s-1)

3.87 3 11.4 25

表3 五桩基础结构基本参数

Tab.3 Basicparametersofthepentapodsubstructure

桩腿

数量

桩腿

直径/m

桩腿

壁厚/m

桩套管

直径/m

桩套管

壁厚/m

主筒体

直径/m

5 2.2 0.028 2.5 0.05 6.0

主筒体

壁厚/m

水平撑杆

直径/m

水平撑杆

壁厚/m

基础泥面

高程/m

基础顶部

高程/m

0.054 1.8 0.028 -23.45 9.0

基于样本风机设计水深、主要几何尺寸和试

验设备能力确定试验模型几何比尺λ为55.试验

模型选用有机玻璃加工制作,经测试该材料动弹

性模量为3.85GPa,由此可确定试验模型弹性模

量比尺λE 为53.5.进一步,基于式(4)所示水弹

性相似准则可得惯性半径比尺λr 为55.76.基于

上述相似比尺和表1所示基本参数相似关系开展

样本风机塔筒及基础结构试验模型设计.同时,基
于基频相似采用等效桩模型模拟样本风机桩基

础.
本次模型试验采用等效阻力板模拟样本风机

叶片,依据样本风机转子机舱组件质量,基于质量

相似比尺可得等效阻力板质量为10.5kg.等效

阻力板制作材料为有机玻璃,综合考虑质量控制

指标及截面刚度要求,防止阻力板局部变形影响

试验精度,确定等效阻力板直径为40cm,等效厚

度为1.78cm.基于水弹性相似准则及上述基本

参数相似比尺,同时运用等效阻力板模拟方法设

计得到样本风机整体结构试验模型.海上风机整

体结构动力模型试验布置如图2所示.

图2 地震、风、波流作用下海上风机模型试验

Fig.2 ModeltestofOWTunderseismic,wind,

waveandcurrentloads

2.2.3 试验工况 依据海上风机设计规范IEC
61400-3[1]建议的地震工况组合和1a重现期海洋

环境参数,选取试验工况开展风浪等环境荷载对

于地震作用下海上风机结构运动响应影响试验研

究,如表4所示.选取实测ElCentro地震波和依

据API规范反应谱[29]生成的API地震波开展表

4所列地震及组合工况下海上风机动力模型试

验,地震波峰值加速度aPGA为0.1g和0.2g.依据

水弹性相似准则完成模型试验波浪参数及海流流

速相似转换,如表5所示.

表4 动力模型试验工况

Tab.4 Dynamicmodeltestcases

工况

编号

API地震波 ElCentro地震波

0.1g 0.2g 0.1g 0.2g
风荷载

波流

荷载

LC1 √

LC2 √

LC3 √

LC4 √

LC5 √

LC6 √

LC7 √ √ √

LC8 √ √ √

LC9 √ √ √

LC10 √ √ √
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表5 模型试验环境参数

Tab.5 Scaledenvironmentalparametersofthemodeltest

参数

类型

稳态风速/
(m·s-1)

试验水

深/m

规则波

高/m

波周

期/s

均匀流速/
(m·s-1)

原型环

境参数
17.46 24.75 7.15 8.210 2.15

模型试

验参数
3.54 0.45 0.13 1.107 0.29

为保证模型试验推力荷载相似,在试验模型

等效阻力板中心位置布置风速传感器,同时在等

效阻力板与机舱模型连接位置布置测力计,如图

3所示.经测定,当试验风速为3.54m/s时,能够

保证试验模型推力荷载与1a重现期风速作用下

原型风机推力荷载满足相似关系.
2.3 传感器布置

试验中采用如图3所示的传感器布置方案,
研究地震、风、波流作用下海上风机结构运动响应

变化规律.通过布置于等效阻力板与机舱模型连

接位置的测力计测量作用于等效阻力板的推力荷

载,通过布置于振动台的加速度传感器记录试验

输入地震波.基于沿塔筒高度布置的加速度传感

器和布置于塔筒底部位置的应变片测定各试验工

况下试验模型运动响应和内力变化.

图3 试验传感器布置

Fig.3 Testsensorsarrangement

2.4 试验结果分析

不同峰值加速度API地震波与风荷载、波流

荷载作用下试验模型结构响应极大值和标准差对

比如表6所示.由表6可知,地震作用下试验模型

塔筒顶部加速度响应极大值amax和标准差Δastd显
著大于风荷载及波流荷载作用效果.对于塔筒底

部应力,风荷载、波流荷载作用下该响应时程极大

值Smax分别为373kPa和-112kPa,与所选取地

震工况相比,风荷载、波流荷载作用效果明显,尤
其对于峰值加速度为0.1g的地震工况.因此,开
展地震作用下海上风机结构内力反应计算时,有
必要考虑风荷载、波流荷载作用效果的影响.

表6 塔筒加速度和应力反应统计值

Tab.6 Statisticsoftoweraccelerationandstress

工况
amax/
(m·s-2)

Δastd/
(m·s-2)

Smax/kPa ΔSstd/kPa

LC1

LC2

LC5

LC6

1.061

2.110

0.532

0.083

0.217

0.433

0.163

0.044

234

466

373

-112

39.00

77.00

53.00

7.66

各联合工况下塔筒底部应力时程极大值与各

荷载作用下时程极大值叠加对比如图4所示.由
图4可知,联合工况作用下塔筒应力时程极大值

明显小于各荷载作用下应力时程极大值的叠加.
因此,采用叠加方法将得到偏于保守的结构响应

极大值.造成计算结果差异的主要原因在于叠加

方法作为静力方法,完全忽略了风荷载、波流荷载

与模型之间的相互作用对海上风机地震响应的影

响.

图4 地震、风、波流联合试验工况下塔筒

底部应力极大值对比

Fig.4 Comparisonsofmaximumvaluesoftower

stressunderseismic,wind,waveand

currentloads

通过上述研究可知,如何准确考虑和模拟风

荷载、波流荷载与海上风机结构之间的相互作用

成为准确得到海上风机结构地震响应的关键,因
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此,有必要提出地震、风、波流联合作用下海上风

机整体耦合分析方法及计算模型.

3 地震、风、波浪联合作用下海上风

机结构整体耦合模型建立

3.1 整体耦合运动方程

地震、风、波浪联合作用下海上风机结构运动

方程可写为

 Mu(t)+Cu(t)+Ku(t)=fseismic(t)+faero(t)+
fhydro(t) (6)

式中:M、C和K 分别为风机结构的质量、阻尼和

刚度矩阵;u( t)、u( t)和u(t)分别为结构反应的加

速度、速 度 和 位 移 向 量;fseismic(t)、faero(t)和

fhydro(t)分别为地震、气动力和水动力荷载向量.
基于叶素-动量理论可得作用于风机转子叶

片的气动力荷载向量为[30]

faero(t)=12ρairB
v20(t)(1-a)2

sin2φ
cCnΔr+

1
2ρairB

v0(t)(1-a)ωr(1+a')
sinφcosφ

cCtrΔr

(7)
式中:ρair为空气密度;B 为转子叶片数量;v0(t)为
来流风速;a和a'分别为轴向和切向诱导系数;φ
为入流角;c为局部翼形弦线长度;Cn 和Ct 分别

为法向和切向力系数;r为叶素中心与轮毂中线

间距;Δr为叶素长度.
为考虑地震对于水动力荷载影响,基于莫里

森方程的水动力荷载计算公式应修正为[31]

fhydro(t)=ρwaterVw(t)+ρwater(Cmass-1)V(w( t)-

u(t)-ug(t))+12ρwaterCdrag×

Aw(t)-u( t)(w( t)-u( t)-ug(t))(8)
式中:ρwater为海水密度;V 和A 分别为结构体积和

投影面积;w( t)和w( t)分别为水质点加速度和速

度向量;u( t)和u( t)分别为结构加速度和速度向

量;Cmass和Cdrag分别为惯性力和阻尼力系数;ug( t)
和ug( t)分别为输入的地震加速度和速度向量.

基于结构动力学基本理论,作用于结构的地

震荷载向量可写为[32]

fseismic(t)=-Meug(t)=-Mug(t) (9)
其中e为影响系数向量.

假定风机机舱速度显著小于转子叶片运动速

度,则叶素运动速度向量ur(t)可写为式(10).由
此,可得作用于转子系统气动阻尼为式(11).

ur(t)=ωr=RTu(t) (10)

Caero=12ρairB
v0(t)(1-a)(1+a')

sinφcosφ
cCtrΔr

(11)
式中:RT 为ur(t)和u(t)换算矩阵;Caero为气动阻

尼.
基于上述假定,将式(7)~(9)代入式(6)并线

性化水动力阻尼,可得地震、风、波浪联合作用下

海上风机整体结构运动方程为

 (M+M')u( t)+(C+C'+C″)u( t)+Ku(t)=
-(M+ρwater(Cmass-1)V)ug(t)-
1
2ρwaterCdragAR1ug(t)+

1
2ρairB

v20(t)(1-a)2
sin2φ

cCnΔr+

ρwaterCmassVw(t)+12ρwaterCdragAR1w(t) (12)

M'=ρwater(Cmass-1)V (13)

C'=CaeroRT (14)

C″=12ρwaterCdragR1A (15)

式中:R1= w(t)-u( t)-ug(t)2,为水质点相对

速度向量二范数;M'、C'和C″分别为动水附加质

量、气动和水动阻尼矩阵.
进一步,基于如下假定建立地震、风、波浪联

合作 用 下 海 上 风 机 与 多 重 调 谐 质 量 阻 尼 器

(MTMD)耦合运动控制方程[33].
假定1:各TMD仅布置于塔筒,且沿塔筒高

度方向布置.
假定2:各TMD由质量块、弹簧单元和阻尼

器构成,质量块通过弹簧单元和阻尼器与塔筒连

接.
假定3:由各TMD运动所产生的惯性力、弹

性恢复力和阻尼力的合力等将大小相等、方向相

反的反作用力作用于塔筒.
假定4:忽略各TMD的转动效应.
由此可得,地震、风、波浪联合作用下海上风

机与 MTMD耦合运动方程可写为

MTMDiuTMDi(t)+CTMDiuTMDi(t)+KTMDiuTMDi
(t)=

-MTMDiuOWT(t) (16)

 (M+M')u( t)+(C+C'+C″)u( t)+Ku(t)=
-(M+ρwater(Cmass-1)V)ug(t)+

E

CTMD1uTMD1(t)+KTMD1uTMD1(t)

…

CTMDnuTMDn(t)+KTMDnuTMDn
(t)

æ

è

ç
ç
ç

ö

ø

÷
÷
÷
-
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1
2ρwaterCdragAR1ug(t)+

1
2ρairB

v20(t)(1-a)2
sin2φ

cCnΔr+

ρwaterCmassVw(t)+12ρwaterCdragAR1w(t) (17)

式中:MTMDi
、CTMDi

和KTMDi
分别为第i个TMD的

质量、阻尼和刚度;uTMDi(t)、uTMDi(t)和uTMDi(t)分
别为第i个TMD的加速度、速度和位移;uOWT(t)
为对应于TMD所在位置的海上风机结构节点加

速度;E 为TMD所在位置单位矩阵;i和n 分别

为TMD的编号和数量.

3.2 地震作用下海上风机结构耦合分析模型

FASTv8被广泛应用于开展风浪联合作用

下考虑气动、水动及伺服控制的海上风机时域耦

合计算,其主要包括气动模块 AeroDyn、水动模

块HydroDyn、弹性分析模块ElastoDyn、伺服控

制模块ServoDyn及振动控制模块TMD等[34].
依据式(17)所示地震、风、波浪联合作用下海

上风机与 MTMD耦合运动方程,对FASTv8功

能模块进行二次开发,同时开发地震荷载计算模

块,建立了地震作用下海上风机整体耦合分析模

型,如图5所示[35].

图5 地震作用下海上风机整体耦合分析模型

Fig.5 CoupledanalysismodelofOWTunderearthquakes

基于图5所示整体耦合分析模型开展地震作

用下海上风机整体耦合反应分析的基本步骤如下:
步骤1 依据样本风机模型参数、环境荷载

输入文件进行FASTv8各功能模块的初始化,如
读入样本风机基本参数、风速时程文件及波浪谱

参数等.
步骤2 地震模块读取样本风机数值模型基

本参数,比如计算时长和步长、转子系统质量、塔
筒和基础结构质量等.

步骤3 地震模块读入地震波时程及设置的

耦合分析中地震荷载初始作用时间.
步骤4 各输入参数读取和校对完成后,开

展风浪作用下海上风机整体结构动力反应计算,
并依据来流风速及风机运行状态参数启动相应机

电控制策略,如变速控制、变桨控制等.

步骤5 当计算时间达到指定的地震荷载初

始作用时间后,地震模块将计算得到的地震荷载

作用于海上风机结构模型,开展地震、风、波浪联

合作用下海上风机整体结构动力反应计算.
步骤6 依据当前时间步的海上风机结构反

应,如叶片叶素和基础结构各节点运动响应等,开
展下一时间步气动力、水动力及地震荷载计算.

步骤7 如果考虑了TMD或 MTMD振动

控制方法,振动控制模块将依据输入的TMD或

MTMD基本参数和海上风机局部结构响应求解

运动方程,计算相应惯性力、弹性恢复力和阻尼

力,并依据假定3将其作用于塔筒.
依据本次研究样本风机结构参数,建立地震

作用下包含气动、水动及机电控制的海上风机整

体耦合计算模型,如图6所示.
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图6 地震作用下海上风机整体耦合计算模型

Fig.6 CoupledseismicanalysismodelforOWT

4 地震、风、波浪联合作用下海上风

机结构响应特性

4.1 工况选取

依据 海 上 风 机 设 计 规 范IEC61400-3[1]、

DNVGL-ST-0437[2]和样本风机所在海域多年平

均海洋环境参数,选取如表7所列工况组合开展

地震、风、波浪联合作用下海上风机结构耦合特性

研究.为考虑地震荷载的随机性,联合作用工况选

取了不同峰值加速度(aPGA)、持时和频率特性的

实测ElCentro、Taft、Northridge和Chichi地震

       
表7 海上风机地震、风、波浪联合作用工况

Tab.7 CasesforOWTsunderseismic,windand

waveloads

工况 地震波 风速 波浪

ULS1

ULS2

ElCentro
(aPGA=0.21g)

- -

uhub=6m/s,

I=30%
Hs=0.6m,

Tp=3.22s

ULS3

ULS4

Taft
(aPGA=0.16g)

- -

uhub=6m/s,

I=30%
Hs=0.6m,

Tp=3.22s

ULS5

ULS6

Northridge
(aPGA=0.13g)

- -

uhub=6m/s,

I=30%
Hs=0.6m,

Tp=3.22s

ULS7

ULS8

Chichi
(aPGA=0.37g)

- -

uhub=6m/s,

I=30%
Hs=0.6m,

Tp=3.22s

波,所选取实测地震波时频域特性如图7所示.

  (a)地震波加速度时程

  (b)地震波傅里叶谱

图7 所选取实测地震波时频域特性

Fig.7 Timeandfrequencydomaincharacteristicsof
therecordedseismicwaves

由图7(a)可知,相对于其他实测地震波,

Chichi地震波峰值加速度最大,达到了0.37g.同
时,由地震波频率特性可知,所选取地震波的主频

范围(0.1~5Hz)基本涵盖了不同基础类型固定

式海上风机结构的低阶频率,如图7(b)所示.运
用TurbSim,依据IECKaimal湍流模型和轮毂中

心90m高度平均风速uhub生成组合工况下随机

风速时程,湍流强度I为30%;同时,采用指数风

剖面模 型 模 拟 风 速 沿 高 度 变 化,风 剪 指 数 为

0.14[36].基于多年平均波浪参数,特征波高 Hs 为

0.6m,特征波周期Tp 为3.22s,依据JONSWAP
波浪谱生成组合工况下随机波高时程[37].基于上

述参数生成的随机风速和波高时程如图8所示.
对于地震工况ULS1、3、5、7,样本风机位于停机

状态;对于组合工况ULS2、4、6、8,样本风机为正

常运行状态,并考虑相应机电控制策略.
4.2 海上风机结构动力特性

运用自由衰减测试方法,基于样本风机塔筒

顶部位移时程自由衰减曲线,通过傅里叶变换得

到FASTv8中海上风机整体结构前两阶频率如
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表8所示.

  (a)随机风速时程

  (b)随机波高时程

图8 随机风速和波高时程

Fig.8 Timehistoryoftherandomwindvelocityand
waveheight

表8 FASTv8中海上风机整体耦合分析模型

特征频率

Tab.8 Characteristicfrequenciesofthecoupledanalysis
modelofOWTinFASTv8

频率 取值/Hz 说明

1P 0.133 平均风速6m/s下正常运行

1阶 0.305 顺风向整体结构

3P 0.399 平均风速6m/s下正常运行

2阶 0.742 顺风向整体结构

3阶 2.521 五桩基础结构

4.3 地震作用下海上风机结构运动响应

4.3.1 地震作用下塔筒顶部加速度 由海上风

机整体结构动力模型试验可知,地震荷载为海上

风机塔筒加速度的控制荷载,其作用效果远大于

风和波流荷载.因此,本节基于整体耦合模型首先

开展地震与地震、风、波浪联合作用下海上风机塔

筒顶部加速度动力特性对比,揭示风浪荷载及转

子系统等对于地震作用下海上风机结构运动响应

的影响,充分验证开展海上风机地震耦合反应分

析的必要性.

基于FASTv8海上风机整体耦合分析模型,
依据表7所列工况并考虑相应机电控制策略,开
展地震、风、波浪联合作用下海上风机整体动力反

应计算,计算时长为430s,为消除耦合模型初始

瞬态反应影响设置150s时间阈值,即当计算时

间达到150s时将地震荷载作用于海上风机整体

耦合模型.同时,为保证气动力荷载、水动力荷载

和地震荷载计算精度及耦合模型数值计算稳定

性,将计算步长设置为0.002s.表7各工况荷载

作用方向如图6所示.
ElCentro地震波及其组合工况作用下样本

风机塔筒顶部加速度时频域反应对比如图9所

示.由地震及其组合工况下塔筒顶部加速度响应

时程对比可知,地震荷载为该结构运动响应的控

制荷载,如图9(a)所示.进一步,由塔筒顶部加速

度频域反应对比可得,地震及其组合工况下整体

结构基频和基础结构3阶频率为样本风机塔筒顶

部加速度反应的主要控制频率.同时,相对于地震

工况,风浪荷载与结构相互作用的影响,造成地震

组合工况下整体结构2阶频率及基础结构3阶频

       

(a)ElCentro地震波及其组合工况

(b)ElCentro地震波及其组合工况

图9 地震及其组合工况下塔筒顶部加速度

响应对比

Fig.9 Comparisonsoftowertopaccelerationunder

seismicandcombinedseismiccases
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率的频域幅值明显减小.此外,对于地震作用下正

常运行海上风机,转子系统与支撑系统耦合效应

明显,如图9(b)所示高倍转子转动频率对于塔筒

加速度反应的影响.
基于式(18)所定义塔筒加速度动力放大系数

βDAF研究地震组合工况作用下加速度沿塔筒变化

规律.

βDAF=
aPSA
aPGA

(18)

其中aPSA为地震作用下加速度时程响应峰值.
不同地震组合工况下样本风机塔筒加速度动

力放大系数βDAF沿塔筒高度变化如图10所示.由
图10可知,各地震组合工况下塔筒加速度动力放

大系数沿塔筒高度变化规律基本一致,各组合工

况下最大加速度动力放大系数均位于沿塔筒

60m高 度.此 外,与 其 他 地 震 组 合 工 况 相 比,

Northridge地震波组合工况激发了最大的塔筒加

速度动力放大系数.

图10 地震组合工况下塔筒加速度动力放大系数

Fig.10 βDAFalongthetowerundercombinedseismiccases

由表7可知,Taft和Northridge地震波峰值

加速度接近,因此,开展Taft和Northridge地震

波组合工况下最大加速度动力放大系数所对应最

大塔筒加速度频率反应对比,如图11所示.由图

11可知,与Taft地震波组合工况相比,Northridge
地震波组合工况下激发了更为丰富的样本风机结

构高阶频率,造成该组合工况下塔筒最大加速度

动力放大系数明显大于Taft地震波组合工况.
4.3.2 地震作用下基础结构倾覆力矩 地震及

地震组合工况作用下样本风机基础结构倾覆力矩

时频域响应如图12、13所示.
由图12(a)可知,相对于只有Taft地震波作

用下基础结构倾覆力矩,该地震波组合工况下基

       

图11 Taft、Northridge地震波组合工况下最

大塔筒加速度频域反应

Fig.11 Frequencydomainresponseofmaximumtower

accelerationsundercombinedTaft,Northridge

seismiccases

  (a)基础结构倾覆力矩时程响应

  (b)基础结构倾覆力矩频域响应

图12 Taft地震波及其组合工况下基础结构

倾覆力矩

Fig.12 BendingmomentofbasicstructureunderTaft

seismicandcombinedcases

础结构倾覆力矩时程响应将明显受到风浪荷载影

响.进一步,由图12(b)所示频域反应对比可得,
除整体结构2阶频率外,地震波组合工况下基础

结构倾覆力矩还将受到整体结构基频影响.
与其他地震波相比,Chichi地震波具有最大

峰值加速度,故该地震波组合工况下地震荷载仍

为基础结构倾覆力矩的控制荷载,如图13(a)所
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  (a)基础结构倾覆力矩时程响应

  (b)基础结构倾覆力矩频域响应

图13 Chichi地震波及其组合工况下基础结构

倾覆力矩

Fig.13 BendingmomentofbasicstructureunderChichi
seismicandcombinedcases

示.由图13(b)可得,与Taft地震波组合工况相

同,Chichi地震波组合工况下基础结构倾覆力矩

的主要控制频率仍为整体结构前两阶频率.需指

出,由于风浪荷载影响,相对于Chichi地震波作

用工况,该地震波组合工况下整体结构基频的频

域幅值明显减小.
4.4 启动停机保护策略后地震作用下海上风机

结构运动响应

海上风机塔筒顶部加速度和基础结构倾覆力

矩是影响风电机组正常运行和结构安全的主要控

制指标,依据DNVGL-ST0437[2]建议,地震组合

工况下还应检验风机安全控制策略的有效性,比
如制动停机保护策略.因此,基于海上风机地震耦

合分析模型,依据所选取地震组合工况,在地震作

用时施加叶片顺桨(顺桨速率2°/s)和高速传动轴

制动停机,揭示启动停机保护策略后海上风机结

构响应变化规律.
地震组合工况作用下启动停机保护策略后风

机发电机转速变化如图14所示;同时,Taft和

Chichi地震波组合工况下有无停机保护策略海上

风机塔筒顶部加速度和基础结构倾覆力矩时程如

图15、16所示.启动停机保护策略后各地震波组

合工况下结构响应统计值对比如表9所示.
由图14、15可知,虽然地震组合工况下在启

动停机保护策略后发电机转速明显降低,并快速

达到停机状态,但停机保护策略未能明显减小

Taft和Chichi地震波组合工况下塔筒顶部加速

度响应.同理,基于表9统计数据对比可得相同结

论.此外,由表9可知所选取地震波组合工况下启

动停机保护策略可能造成结构响应统计值的增

加,这主要归因于叶片顺桨在减小空气动力荷载

       

图14 启动停机保护策略后发电机转速

Fig.14 Generatorspeedafterdeployingshutdown

procedures

  (a)Taft地震波组合工况

  (b)Chichi地震波组合工况

图15 启动停机保护策略后地震组合工况下塔

筒顶部加速度

Fig.15 Towertopaccelerationundercombinedseismic
casesafterdeployingshutdownprocedures
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  (a)Taft地震波组合工况

  (b)Chichi地震波组合工况

图16 启动停机保护策略后地震组合工况下

基础结构倾覆力矩

Fig.16 Bendingmomentofbasicstructureunder

combined seismic cases after deploying
shutdownprocedures

表9 启动停机保护策略后地震组合工况下海

上风机响应统计值对比

Tab.9 ComparisonsofstatisticsofOWTresponses

undercombinedseismiccasesafterdeploying
shutdownprocedures

工况

组合
运行状态

塔筒顶部加速度/
(m·s-2)

基础结构倾覆力矩/
(MN·m)

极大值 极小值 极大值 极小值

El
Centro

正常运行 4.621 -5.519 225.300 -147.300

停机保护 4.506 -6.012 185.700 -174.900

Taft
正常运行 2.774 -3.734 152.900 -77.920

停机保护 2.651 -3.803 115.300 -105.700

North-
ridge

正常运行 6.507 -5.524 114.200 -63.090

停机保护 6.581 -5.475 89.880 -100.900

Chichi
正常运行 7.634 -7.707 362.900 -314.300

停机保护 7.557 -8.161 376.900 -372.400

的同时也将削弱空气动力荷载与海上风机结构之

间耦合效应,这将造成地震组合工况下结构响应

统计值的增大.
由图16(a)可知,对于Taft地震波组合工况,

由于该工况下风浪荷载作用效果明显,启动停机

保护策略后随着空气动力荷载的减小基础结构倾

覆力矩时程将发生明显变化,进一步由表9可知,
随着风机逐渐停机该工况下基础结构倾覆力矩极

大值在减小的同时,极小值明显增大.对于 El
Centro和Northridge地震波组合工况,可得相同

变化规律.对于Chichi地震波组合工况,地震荷

载作为该工况下控制荷载,由图16(b)和表9可

知,启动停机保护策略未能明显降低或改变该工

况下基础结构倾覆力矩时程响应.
由上述研究对比可得,对于组合工况下由地

震荷载主导的海上风机结构响应,启动停机保护

策略后对于结构响应控制效果并不明显.当所选

取风浪荷载对于地震作用下结构响应影响不可忽

视时,施加停机保护措施将明显改变结构运动响

应,但并不能同时有效降低结构响应的极大值和

极小值.因此,在地震组合工况下,仅考虑启动相

关制动停机保护策略并不能有效降低海上风机结

构运动响应.

5 地震作用下海上风机振动控制研究

5.1 TMD基本参数设计

由4.4部分研究可知,地震组合工况下启动

停机保护策略并不能有效控制海上风机塔筒顶部

加速度运动响应和基础结构倾覆力矩.因此,以塔

筒顶部加速度和基础结构倾覆力矩为控制目标,
基于所建立整体耦合模型开展地震、风、波浪作用

下海上风机结构振动控制研究.

μopt=
(1+0.5μm)

1
2

1+μm
(19)

ζopt=0.5 μm (20)

mTMD=μmmOWT (21)

KTMD=mTMD(2πfTMD)2 (22)

CTMD=4πζoptfTMDmTMD (23)
式中:μopt为 TMD最优调谐频率比,μopt=fTMD/

fOWT,fTMD为TMD调谐频率,fOWT为选定的海上

风机特征频率;μm 为质量比;mOWT为海上风机结

构质量;ζopt为TMD最优阻尼比.
基于地震组合工况下塔筒顶部加速度动力反

应特性,初步选取整体结构前两阶频率、五桩基础

结构3阶频率为TMD调谐频率.同时,初步拟定

沿塔筒0m(TB)、60m(TC)和78.6m(TT)高度

为TMD初始布置位置,分别对应塔筒底部、地震

组合工况下最大加速度动力放大系数所在高度和

塔筒顶部;同时,TMD沿塔筒底部坐标系xt方向
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布置,与地震荷载作用方向一致,TMD布置位置

及方向如图17所示.依据相关研究建议TMD质

量应小于结构总质量的3%[38],故选定TMD的

质量为样本风机整体结构质量的1%.基于上述

基本 参 数,依 据 式(19)~(23)设 计 准 则 确 定

TMD的刚度及阻尼,如表10所示.

图17 TMD沿塔筒布置位置示意

Fig.17 SchematicofTMDsalongthetower

表10 TMD基本设计参数

Tab.10 BasicparametersofTMD

编号 mTMD/kg fTMD/Hz
KTMD/
(N·m-1)

CTMD/
(N·m-1·s)

01 14897 0.303 52148 2787

02 14897 0.736 311315 6810

03 14897 2.503 3526386 22920

5.2 地震、风、波浪联合作用下TMD减振效果研究

5.2.1 塔筒顶部加速度减振机理研究 基于塔

筒顶部加速度最大值减小率R 开展地震组合工

况下TMD基本设计参数对于海上风机结构减振

效果的影响机理研究,相关参数定义如下:

Z=max(max(f(t)),min(f(t)))(24)

R= (Z-ZTMD

Z )×100% (25)

式中:f(t)为海上风机结构响应时程;max(f(t))
和min(f(t))分别为结构响应时程的极大值和极

小值;ZTMD为布置TMD后塔筒顶部加速度最大

值.
布置表10所列 TMD后,ElCentro地震波

组合工况下样本风机塔筒顶部加速度最大值减小

率如表11所示.由表11可知,相对于其他TMD,

布置于塔筒60m高度且调谐频率为五桩基础结

构3阶频率的TMD能够有效降低ElCentro地

震波组 合 工 况 下 塔 筒 顶 部 加 速 度 响 应.将 El
Centro地震波组合工况下最优TMD设计参数应

用于其他地震组合工况,不同地震组合工况下塔

筒顶部加速度统计值减小率如图18所示.

表11 ElCentro地震波组合工况下塔筒顶

部加速度减小率

Tab.11 Reductions of tower top acceleration
undercombinedElCentroseismiccase

TMD基本参数

编号 调谐频率 位置
R/%

TMD01 1阶

TT 1.09

TC 3.79

TB 0.92

TMD02 2阶

TT 1.99

TC 5.85

TB 1.68

TMD03 3阶

TT 2.57

TC 30.73

TB 4.69

图18 不同地震组合工况下塔筒顶部加速度

减小率

Fig.18 Reductionsoftowertopaccelerationunder
differentseismiccases

由图18可知,与其他TMD相比,布置于塔

筒最大加速度动力放大系数所在高度且调谐频率

为五桩基础结构3阶频率的TMD能够更为有效

地降低ElCentro、Northridge和Chichi地震波组

合工况下塔筒顶部加速度最大值.而对于Taft地

震波组合工况,布置该TMD后塔筒加速度最大

值减小率明显小于其他地震组合工况.
为揭示造成上述减振效果显著差异的原因,

开展地震组合工况下塔筒顶部加速度频率反应控

制效果分析,如图19所示.由图19(a)可知,除五
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桩基础结构3阶控制频率外,Taft地震波组合工

况下塔筒顶部加速度反应还将受到整体结构基频

的显著影响.此时,如若将整体结构基频作为

TMD的调谐减振控制频率,由图18可知减振效

果未能得到明显提高.因此,作为典型的单频调谐

减振方法,TMD的适用性和有效性在该工况下

明显降低.此外,需指出对于Chichi地震波组合

工况,所选取TMD虽然有效降低了该工况下主要

控制频率的频域反应,但此时整体结构1阶频率对

于结构反应的影响仍不可忽视,如图19(b)所示.

  (a)Taft地震波组合工况

  (b)Chichi地震波组合工况

图19 Taft、Chichi地震波组合工况频域反应

控制效果对比

Fig.19 Comparisonsofreductionsinthefrequency

domainundercombinedTaft,Chichiseismic

cases

5.2.2 基础结构倾覆力矩减振机理研究 基于

基础结构倾覆力矩最大值减小率RM 开展地震组

合工况下海上风机结构被动调谐减振机理研究.
布置表10所列 TMD后,ElCentro地震波组合

工况下基础结构倾覆力矩最大值减小率如表12
所示.

由表12可知,对于ElCentro地震波组合工

况,相对于其他TMD,调谐频率为结构2阶频率

且布置于塔筒底部位置TMD能够更为有效地降

低基础结构倾覆力矩.进一步,将该TMD应用于

其他地震组合工况,所得基础结构倾覆力矩最大

值减小率如图20所示.

表12 ElCentro地震波组合工况下基础结构倾

覆力矩减小率

Tab.12 Reductions of bending moment of basic
structuresundercombinedElCentroseismiccase

TMD基本参数

编号 调谐频率 位置
RM/%

TMD01 1阶

TT -4.08

TC -1.36

TB 4.08

TMD02 2阶

TT 1.36

TC 8.16

TB 20.41

TMD03 3阶

TT -0.68

TC 1.36

TB 8.16

图20 地震组合工况下基础结构倾覆力矩减小率

Fig.20 Reductionsofbendingmomentofbasicstructures
undercombinedseismiccases

由图20可知,所选取TMD能够有效降低El
Centro、Taft和Chichi地震波组合工况下基础结

构倾覆力矩,而对于 Northridge地震波组合工

况,其减振效果明显弱于其他组合工况.进一步,
通过频域控制效果对比揭示造成上述减振效果差

异的原因,如图21所示.
由图21可知,与Chichi地震波组合工况不

同,Northridge地震波组合工况下基础结构倾覆

力矩将同时受到整体结构前两阶频率的影响,因
此,与Chichi地震波组合工况相比,此时结构反

应具有多个控制频率,由此削弱了单频调谐控制

方法TMD的减振效果.将上述频率分别设置为

TMD调谐频率时,由图20可知,此时TMD的减

振效果基本一致,这主要归因于Northridge地震

波组合工况下整体结构前两阶频率的频域幅值较
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  (a)Northridge地震波组合工况

  (b)Chichi地震波组合工况

图21 地震组合工况下频域减振效果对比

Fig.21 Comparisonsofreductionsinthefrequency
domainundercombinedseismiccases

为接近,如图21所示.因此,为进一步有效降低

Northridge地震波组合工况下基础结构倾覆力

矩,有必要考虑将上述频率设置为TMD的调谐

频率,即采用多重调谐质量阻尼器.

6 结 论

(1)建立了水动力和考虑截面弯曲刚度相似的

结构弹性联合相似准则、牛顿相似准则,开展了地

震、风和波流荷载作用下海上风机整体结构动力模

型试验,验证得出由于传统的线性叠加方法忽略了

风和波流荷载与结构之间相互作用的影响,将得到

偏于保守的海上风机结构地震反应,揭示了建立地

震作用下海上风机整体耦合计算模型的必要性.
(2)基于所建立的地震作用下海上风机整体耦

合计算模型,发现了高倍转子转动频率以及结构高

阶模态对于地震作用下海上风机结构动力特性的影

响,揭示了转子系统与支撑系统之间的耦合效应.
(3)基于整体耦合模型得出不同地震组合工

况下塔筒加速度动力放大系数沿塔筒高度变化规

律基本一致,但由于Taft地震波组合工况激发了

更为丰富的高阶频率,该组合工况下塔筒加速度

动力放大系数明显增大.
(4)对于海上风机,在地震组合工况作用下,

仅启动停机保护策略并不能有效降低海上风机结

构运动响应,故需考虑额外的结构振动控制方法.
(5)TMD的调谐频率和布置位置是影响海

上风机减振效果的重要参数,对于本次研究所选

取样本风机,当TMD调谐频率为基础结构3阶

频率且沿塔筒安装于最大加速度动力放大系数所

在高度时能够有效降低大部分地震组合工况下塔

筒顶部加速度响应;为实现基础结构倾覆力矩的

有效控制,应在将整体结构2阶频率设置为TMD
调谐频率的前提下将其布置于塔筒底部位置.

(6)对于不同结构响应,TMD设计参数存在

明显差异.同时,由于不同地震组合工况下海上风

机结构动力特性的差异及当结构反应具有多阶控

制频率时,作为典型的单频调谐减振控制方法,

TMD的适用性及减振效果将明显减弱.因此,有
必要考虑具备多个调谐频率的多重调谐质量阻尼

器或其他结构振动控制方法.
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Dynamicmodeltestandcouplednumericalanalysis
ofbottomfixedoffshorewindturbinesunderearthquakes

WANG Wenhua1,2, LI Xin1,2, KONG Xianjing*1,2

(1.StateKeyLaboratoryofCoastalandOffshoreEngineering,DalianUniversityofTechnology,Dalian116024,China;
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Abstract:Asamulti-degree-of-freedomsystemundercomplexenvironmentalconditions,theeffects
oftheinteractionsamongtheenvironmentalloads,rotor-nacelle-assembly(RNA)andsupportsystem
shouldbestudiedforthemotionresponsesoftheoffshorewindturbine(OWT).Thehydro-elastic
similarityissuggestedforthedynamicmodeltestofanintegratedOWT whichcanensurethe
similaritiesofthehydrodynamicloadsanddynamiccharacteristicsofthestructure.Meanwhile,the
NewtonsimilarityisappliedtoscaletheaerodynamicloadsoftheOWT.Then,theinfluenceofwind
andwaveloadsontheseismicresponsesofthepentapodOWTisdisclosed.Thefullycoupled
numericalmodelofOWTunderseismic,windandwaveloadsisderivedandestablishedinFASTv8,

andthecouplingcharacteristicsofthestructuralresponsesundersuchcasesarediscovered.
Meanwhile,thelimitationsofthemechanicalshutdownproceduresonthemitigationofseismic
responsesofOWTareproved.Further,theeffectivenessofthetunedmassdamper(TMD)is
evaluatedbasedonthecontrolofthemotionofOWTundercombinedseismiccases.

Keywords:offshorewindturbine;coupledanalysis;modeltest;seismiccases;vibrationcontrol
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