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浮式风机浮台中的非线性能量阱减振性能

曾伟杰,任伟新,杜彦良

(深圳大学 土木与交通工程学院,广东 深圳 518061)

摘　 要: 海上风电机组的大型化使得浮式风机在恶劣海况下服役时面临的振动问题日益严重,其复杂的流固耦合机制以及多

模式振动特性,让仅能针对单一振动频率调谐的传统被动减振装置存在局限。 为此,提出利用具有宽频减振特性的非线性能

量阱(NES)对张力腿浮式风机(TLP-FWT)进行振动控制,以探索适用于多模式振动控制的新型减振策略。 首先,基于达朗贝

尔原理建立 TLP-FWT-NES 动力学模型,并采用 Leven-Marquardt 算法对模型参数进行修正。 随后,结合网格搜索与贝叶斯优

化方法对 NES 参数进行优化,并与调谐质量阻尼器(TMD)的性能进行对比分析。 最后,利用 OpenFAST 在多种海况下进行全

耦合数值模拟,对 NES 的减振性能进行综合评估。 研究结果表明:NES 相较于 TMD 对自身刚度参数变化更具鲁棒性;NES 通

过共振俘获级联机制能够实现多阶振动能量的捕获与转移,且高阶振动作为控制目标时其多阶振动控制性能更为显著;全耦

合数值模拟表明在极端工况下二者均能有效抑制结构振动响应,然而在单一振动频率控制场景下,NES 的减振性能并不优于

TMD。 该研究成果为探索浮式风机的多模式振动控制提供了新的思路,对提升大型浮式风电机组在复杂海况下的运行安全性

与结构可靠性具有一定参考价值。
关键词: 浮式风机;张力腿平台;振动控制;非线性能量阱;调谐质量阻尼器

中图分类号: O328 文献标志码: A 文章编号: 0367 - 6234(2025)12 - 0263 - 13

Vibration reduction performance of a nonlinear energy sink installed
in the platform of floating wind turbine

ZENG Weijie, REN Weixin, DU Yanliang

(College of Civil and Transportation Engineering, Shenzhen University, Shenzhen 518061, Guangdong, China)

Abstract: The trend towards larger offshore wind turbines has led to increasingly severe vibration issues for floating
wind turbines operating in harsh sea conditions. The complex fluid-structure interaction and multi-mode vibration
characteristics of such structures highlight the limitations of conventional passive vibration absorbers, which can
only be tuned to a single frequency. To address this issue, this paper proposes the application of a nonlinear energy
sink (NES) with broadband vibration reduction capability to the tension leg platform floating wind turbine (TLP-
FWT), aiming to develop a novel vibration reduction strategy suitable for multi-mode responses. A dynamic model
of the TLP-FWT-NES was first established based on D′Alembert′s principle, and its parameters were corrected
using the Leven-Marquardt algorithm. Subsequently, the NES parameters were optimized through a combination of
grid search and Bayesian optimization, and its performance was compared with that of a tuned mass damper
(TMD). Finally, fully coupled numerical simulations under various sea states were carried out using the
OpenFAST to comprehensively evaluate the vibration reduction performance of the NES. The results demonstrate
that the NES exhibits greater robustness to stiffness variation than the TMD, through the mechanism of resonance
capture cascade and targeted energy transfer, it can effectively suppress multiple vibration modes when high-order
modes are selected as the optimization target. However, in single-mode control scenarios, the NES does not
outperform the TMD, while under extreme sea states, both devices are capable of reducing structural vibration, with
the TMD showing superior overall effectiveness. This study provides new insights into multi-mode vibration control
of floating wind turbines and offers a useful reference for enhancing the operational safety and structural reliability of
large-scale floating wind turbines under complex marine conditions.
Keywords: floating wind turbine; tension leg platform; vibration control; nonlinear energy sink; tuned mass
damper
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　 　 相较于固定式风机,浮式风机服役环境更为恶

劣,结构与环境载荷的耦合机制更为复杂,加之机组

规模不断增大,其运行面临超常规振动和极端台风

灾害等严峻挑战,严重威胁运行稳定性、发电效率与

服役安全性。 已有研究表明,波浪载荷诱发的塔筒

振动会导致变压器、偏航驱动器等非结构部件频繁

失效,从而降低机组可靠性并增加高昂的非计划维

修成本[1]。 因此,亟需发展高效的减振技术与控制

策略,以实现对浮式风机振动响应的有效控制。
自 2011 年以来,调谐质量阻尼器( tuned mass

damper,TMD)被广泛引入大型浮式风机的研究中,
并初步证实其在提升机组稳定性方面的应用潜

力[2]。 随后,研究人员们针对立柱式、张力腿式和

驳船式等多类型浮式风机开展了系统研究[3 - 4]。 例

如,Zhao 等[5]将低刚度 TMD 布置于 10 MW 半潜式

风机机舱,并结合多种优化算法确定参数,显著降低

了结构振动;Yang 等[6 - 7]基于遗传算法优化了驳船

式风机中的 TMD,有效改善整体动力响应; Park
等[8]提出父嵌套近似搜索优化框架,加快了不同安

装位置下的参数寻优与性能评估;贺尔铭等[9] 研究

了机舱 TMD 刚度与阻尼参数对驳船式风机响应的

影响;杨佳佳等[10 - 11] 则探讨了浮台内置 TMD 的优

化设计。 然而,作为典型的线性减振装置,TMD 仅

能针对单一振动频率实现有效调谐,对于受复杂环

境载荷作用并表现出多模式振动的浮式风机结构仍

存在明显局限。
为获得更优的减振效果,研究者提出在风机中

布置多个 TMD,以应对多模式振动。 例如, Dinh
等[12]研究表明,在立柱式风机中配置多个 TMD 可

有效抑制纵向与横向响应;Han 等[13] 提出在半潜式

风机机舱与平台同时布置 TMD 的被动控制策略,显
著降低了塔顶位移和平台俯仰。 与此同时,为减小

附加质量,基于惯容器的减振技术不断发展[14 - 17]。
如 Zhang 等[18 - 19]将 TMDI 部署于叶片尖端,实现了

叶片振动的有效控制;曾伟杰等[20] 则利用双惯容系

统同时抑制半潜式风机塔筒与浮台的纵摇。 然而,
此类装置的核心机理仍依赖线性调谐,对频率漂移

的鲁棒性不足。 总体而言,现有被动减振技术虽在

性能与质量效率方面取得进展,但尚未突破窄带调

谐的根本限制。
为拓展减振装置的减振频带,非线性能量阱

(nonlinear energy sink,NES)近年来受到广泛关注。
早在 2001 年,伊利诺伊大学 Vakakis 教授利用两根

水平对置钢琴弦构建出具有非线性恢复力的减振装

置[21],展示了通过非线性元件实现宽频高效吸能与

耗散的潜力[22 - 23]。 在风机振动控制研究中,Zeng

等[24]通过参数优化与缩尺模型试验对机舱内布置

的 NES 进行了综合评估,结果表明其在复杂海况下

的减振性能优于 TMD;Zhang 等[25]则提出基于非线性

吸振器的半潜式风机振动控制方案,并通过缩尺试验

验证了其良好的振动抑制效果及频率漂移鲁棒性。
然而,目前针对浮式风机多模式振动控制的研

究仍相对较少,且多数集中于机舱布置方案,尚缺乏

将 NES 安装于浮台的系统性探索。 此外,张力腿浮

式风机 ( tension leg platform floating wind turbine,
TLP-FWT)对恶劣波浪条件高度敏感,易产生显著结

构响应并诱发系泊系统失效,但受其结构复杂性制

约,相关振动控制研究亦相对有限。 基于此,本文提

出将 NES 安装于 TLP-FWT 浮台中的减振策略,重
点控制其纵摇与塔筒前后一阶振动响应,以降低机

舱机电部件损坏风险及塔筒底部与浮台锚链的疲劳

载荷,从而提升 TLP-FWT 的安全性、可靠性和运维

经济性。

1　 TLP-FWT-NES 动力学模型

1. 1　 NES 理论模型

非线性能量阱的概念于 2000 年前后提出,是在

传统动力吸振器的基础上发展而来的一类新型宽频

减振装置。 其核心思想是通过引入非线性恢复力,
实现结构能量在宽频范围内的被动耗散。 立方非线

性能量阱可利用几何构型实现,例如 Vakakis 等[26]

曾通过两根线性钢琴弦的几何布置获得非线性回复

力。 在本研究中,采用两根线性弹簧进行几何构造,
设计得到具有立方刚度特性的 NES,其构型如图 1
所示。

图 1　 NES 理论模型

Fig. 1　 Theoretical model of the NES

对图 1 中质量块 m 进行受力分析可知,当弹簧

初始长度 l 等于 l0 时,即弹簧没有预拉力,此时恢复

力 f 计算公式为

f = 2kx[1 - l( l2 + x2) - 1 / 2] (1)
式中 k 代表弹簧的刚度系数。 假设质量块位移 x 较
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小,将( l2 + x2) - 1 / 2对 x = 0 进行泰勒展开可得

( l2 + x2) - 1 / 2 = 1
l - x2

2l3
+ 3x4

8l5
+ O(x6) (2)

将式(2)代回式(1)可得

f = 2kx 1 - l 1
l - x2

2l3
+ O(x6)( )[ ] = k x3

l2
+ O(x5)

(3)
从式(3)可以知,当弹簧在初始位置不存在预

拉力时,此时 NES 的恢复力 f 表现为与质量块位移

x 的三次方关系,是一个不含线性项的强非线性系

统,即立方刚度非线性能量阱。
1. 2　 TLP-FWT-NES 动力学模型

TLP-FWT 以其优异的稳定性和较低的用钢量

而受到广泛关注,但在实际应用中仍面临诸多挑战。
由于 TLP-FWT 锚链结构特殊,安装与设计难度较

高,容易在长期受波浪、风载及涡激振动作用下产生

疲劳损伤。 其次,TLP-FWT 依靠锚链张紧来维持稳

定,使其纵摇频率相较于半潜式和立柱式风机更高,
对高频风浪和二阶波浪力较为敏感,容易引发共振

效应,导致平台运动幅度增大并加剧锚链张力波动。
与此同时,塔筒作为关键承载部件,在周期性载荷作

用下也存在疲劳裂纹扩展和使用寿命缩短的风险。
如果不能有效控制结构振动,不仅会加速关键部位

的疲劳失效,还将显著增加运维成本和安全隐患。
因此,本研究以 TLP-FWT 为研究对象,对 NES 的减

振性能进行综合评估。 该 TLP 由麻省理工学院

(MIT)Tracy 等人所设计[27],NREL 5 MW 风机被安

装于该 TLP 上,组合成 TLP-FWT,其具体参数如表 1
所示[28]。

表 1　 TLP-FWT 参数

Tab. 1　 Parameters of TLP-FWT

参数 取值

额定功率 / MW 5

风轮、轮毂直径 / m 126,3

切入、额定、切出风速 / (m·s - 1) 3,11. 4,25

机舱质量 / kg 350 000

塔筒质量 / kg 249 718

浮台直径 / m 18

浮台吃水深度 / m 47. 89

浮台底部压载混凝土质量 / kg 8 216 000

压载混凝土高度 / m 12. 6

总排水质量 / kg 12 187 000

浮台质心位置(基于海平面) / m - 40. 612

为研究 NES 对 TLP-FWT 的最佳减振性能,有
必要建立仅包含 TLP-FWT 主要振动响应的降阶动

力学模型对 NES 参数进行优化研究。 考虑到 TLP-
FWT 纵摇与纵荡响应之间存在显著耦合,本研究建

立了包含风机塔筒前后一阶变形、浮台纵摇、浮台纵

荡以及 NES 的四自由度动力学模型,并以此对 NES
参数进行优化。 在建模过程中,参考 OpenFAST 软

件的多体动力学建模原理对 TLP-FWT 进行适当简

化,最终得到 TLP-FWT-NES 动力学模型如图 2 所示。

图 2　 TLP-FWT 动力学模型

Fig. 2　 Dynamic model of TLP-FWT

根据达朗贝尔原理,TLP-FWT-NES 动力学模型

相对于海平面参考点的平移和旋转运动平衡方程可

以表示为
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式中:Mi
j 和 Iij 分别表示自由度 i 相对于自由度 j 的

广义质量和转动惯量,θi 表示刚体 i 相对于参考点

的旋转角度,xi 表示刚体 i 沿水平轴的位移,上下标

gr、hdr、re 和 c 分别表示力和力矩的重力、水动力、
恢复力和向心力,上下标 sg、p、t 以及 NES 分别表示

平台纵荡、纵摇、塔筒前后弯曲变形角度以及 NES
自由度。

TLP-FWT-NES 动力学模型中的纵荡广义质量
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和纵摇力矩项可分别表示[13]为

Msg
sg = Asg

sg +mp +mt +mrna +mNES (5)
Ipsg =Ap

sg +mrna(Lrna + Ljot)cos θt +mt(Lt + Ljot)cos θt -
mpLpcos θp -mNESLNEScos θp (6)
塔筒相对于纵荡的力矩项和 NES 相对于纵荡

的广义质量可分别表示为

Itsg =mrna(Lrna + Ljot)cos θt +mt(Lt + Ljot)cos θt

(7)
MNES

sg =Msg
NES =mNEScos θp (8)

纵荡相对于纵摇和塔筒的广义质量分别可表

示为

Msg
p =Asg

p +mrna(Lrna + Ljot)cos θt +mt(Lt + Ljot)cos θt -
mpLpcos θp -mNESLNEScos θp (9)

Msg
t =mrna(Lrna + Ljot)cos θt +mt(Lt + Ljot)cos θt

(10)
NES 相对于纵摇和塔筒以及其自身的广义质量

可分别表示为

MNES
t = ItNES = 0 (11)

MNES
p = IpNES = -mNESLNES (12)

MNES
NES =mNES (13)

纵摇相对于塔筒以及纵摇自身的力矩项可分别

表示为

Itp = Ipt =mrna(Lrna + Ljot)cos(θt - θp) +
mt(Lt + Ljot)cos(θt - θp) (14)

Ipp = Ap
p + Jp

p +mpL2
p + Jt

t +mt(Lt + Ljot) 2 +
mrna(Lrna + Ljot) 2 +mNESLNES

2 (15)
TLP-FWT-NES 动力学模型各自由度关于参考

点的外力和力矩矢量主要有重力、向心力、水动力和

系泊恢复力。 其中塔筒、浮台和 NES 的重力分量可

分别表示为

Tgr
t =mtgLtsin θp +mrnagLrnasin θt -mrnagLdcos θt

(16)
Tgr

p =mrnag(Lrna + Ljot)sin θt +mtg(Lt + Ljot)sin θt -
mpgLpsin θp -mrnagLdcos θt +mNESgxNEScos θp -
mNESgLNESsin θp (17)

Fgr
NES =mNESgsin θp (18)

塔筒、平台纵摇和 NES 对风机纵荡和纵摇引起

的向心力可分别表示为

Fc
sg =mt θ

·2
t (Lt + Ljot)sin θt +mrna θ

·2
t (Lrna + Ljot)sin θt -

mpθ
·2

pLpsin θp -mNESθ
·

p( θ
·

pLNES - x·NES)sin θp

(19)

Tc
p = -mNESθ

·
p( θ

·
pLNES - x·NES)(θpLNES - xNES)

(20)
塔筒转动相对于浮台纵摇自由度引起的弯矩可

以表示为

Tp
t = Tt

p = - Dt( θ
·

t - θ
·

p) - K t(θt - θp) (21)
式中 Dt 和 K t 分别表示等效铰约束阻尼和刚度。

水动力载荷主要包括静水载荷和辐射载荷的贡

献。 由于在动力学耦合模型的分析中采用了自由衰

减测试法,未考虑入射波的绕射效应[4]。 静水载荷

主要源于浮力效应,与 TLP-FWT 的位移和倾角成正

比。 辐射载荷由非线性黏性阻力、水动力辐射和附

加质量载荷组成。 基于莫里森方程,沿细长浮台的

黏性阻力载荷可以表示[29]为

Fdamping = 1
2 ρCdA(vwavesg - x·sg) | vwavesg - x·sg | (22)

式中:ρ 为流体密度,vwavesg 为沿纵荡方向的流速,Cd

为阻力系数,和 A 为有效浮台直径。
根据式(22)可知黏性阻尼拖曳力与浮台纵荡

速度的平方成正比。 考虑浮台纵摇运动的影响,可
将浮台黏性阻力载荷的纵荡和纵摇分量更新为

Fdamping
sg = - ∑ 1

2 ρCdα ∫Ldraft
0

(x·sg - Lθ
·

p) | x·sg - Lθ
·

p | dL

(23)

Tdamping
p = - ∑ 1

2 ρCdβ ∫Ldraft
0

(x·sg - Lθ
·

p) | x·sg - Lθ
·

p | dL

(24)
其中 Fdamping

sg 和 Tdamping
p 分别表示黏性拖曳力和扭矩

力,α 和 β 为相应的修正系数。 Ldraft是 TLP-FWT 的

吃水深度,L 是积分位置到海平面的距离。 为了简

化计算,采用二次项 x·2
sg和线性项 x·sg和 θ

·
p 的多项式

近似来简化动力学模型中的黏性阻尼载荷[4],浮台

黏性阻力载荷的纵荡和纵摇分量可分别表示为

Fdamping
sg = - Dsg

sg x·sg - D
^ sg
sg x·2

sg - Dp
sg θ

·
p (25)

Tdamping
p = - Dp

pθ
·

p - Dsg
p x·sg - D

^ sg
p x·2

sg (26)

式中 Di
j 和 D

^ i
j 分别表示自由度 i 相对于自由度 j 的

等效阻尼系数。
由于辐射阻尼力比黏性阻尼力小得多[28]。 因

此,本研究忽略辐射阻尼的影响,TLP-FWT 动力学

模型水动力的纵荡和纵摇分量可分别写为

Fhdr
sg = Fdamping

sg = - Dsg
sg x·sg - D

^ sg
sg x·2

sg - Dp
sg θ

·
p (27)

Thdr
p = Tdamping

p = - Dp
pθ
·

p - Dsg
p x·sg - D

^ sg
p x·2

sg (28)
对于 TLP-FWT,与平台纵摇和纵荡运动相关的

恢复力主要由静水压力和系泊恢复力决定。 本研究

采用准静态系泊线模型计算系泊线载荷。 由于

TLP-FWT 的纵摇响应通常较小,假定系泊线刚度近

似为常数。 因此,平台纵荡和纵摇自由度的相关恢

复力可表示为

Fre
sg = - Ksg

sgxsg - Kp
sgθp (29)
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Tre
p = - Kp

pθp - Ksg
p xsg (30)

考虑到浮台相较于机舱和塔筒拥有更宽阔的空

间,本研究将 NES 安装在 TLP-FWT 的浮台中,基于

NES 的理论模型,安装在 TLP-FWT 浮台中的 NES
恢复力 Fdamping

NES 可以表示为

Fdamping
NES = - kNES(θpLNES - xNES) 3 - cNES( θ

·
pLNES - x·NES)

(31)
1. 3　 模型参数修正

为获得准确的 TLP-FWT 动力学模型,首先需对

模型参数进行修正。 本文基于 OpenFAST 中 TLP-
FWT 模型的输出响应,对动力学模型参数进行修

正。 需要指出的是,由于所建动力学模型未考虑风

轮机及叶片转动影响,在获取目标输出响应时需关

闭 OpenFAST 中 ElastoDyn 模块的其他自由度,仅开

启动力学模型所考虑的自由度,以最大程度保证模

型精度。 在识别过程中,将 TLP-FWT 模型的浮台初

始俯仰角设为 0. 5°,得到自由衰减响应曲线。 参数

修正的代价函数定义为 OpenFAST 与动力学模型输

出响应的均方根误差:

S = ∑
n

i = 1
(XOpenFAST,i - XModel,i) 2 / n (32)

式中:n 为数据总量,XOpenFAST,i为 OpenFAST 输出的

第 i 个结果,XModel,i为动力学模型输出的第 i 个结果。
根据 OpenFAST 提供的 TLP-FWT 已知参数

(表 2),本文采用 Levenberg-Marquardt 算法,通过最

小化 OpenFAST 输出与动力学模型响应之间的均方

根误差函数 S,对模型中的未知参数进行修正。 修

正结果及模型响应对比见表 3 和图 3。 可以看出,
所建动力学模型在塔顶位移、纵摇和纵荡响应方面

与 OpenFAST 输出高度一致,各主频率亦与其结果

相符(表 4),验证了模型的准确性,为后续 NES 参

数优化奠定了可靠基础。
表 2　 TLP-FWT 已知参数

Tab. 2　 Known parameters of TLP-FWT

参数 取值 参数 取值

mp / kg 12 179 600 Ap
p / (kg·m2) 6. 80 × 109

mt / kg 249 700 Asg
p / (kg·m) - 2. 20 × 108

mrna / kg 350 000 Ap
sg / (kg·m) - 2. 20 × 108

Lp / m 40. 612 Asg
sg / kg 9. 00 × 106

Lt / m 33. 4 Ljot / m 2. 11

Lrna / m 79. 55 Jpp / (kg·m2) 5. 72 × 108

Ld / m 0. 41 Jtt / (kg·m2) 1. 64 × 108

图 3　 动力学模型时域与频域拟合结果

Fig. 3　 Time-domain and frequency-domain fitting results of the dynamic model
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表 3　 TLP-FWT 未知参数识别结果

Tab. 3 　 Identification results of unknown parameters for TLP-
FWT

参数 取值 参数 取值

Dsg
sg / (Ns·m - 1) 34. 37 D^ sg

sg / (Ns·m - 1) 5. 682 × 105

Ksg
sg / (N·m - 1) 2. 145 × 105 Dp

sg / (Ns·m - 1) - 3. 912 × 106

Kp
sg / (N·m - 1) - 3. 884 × 105 Dp

p / (Ns·m - 1) 7. 957 × 109

Kp
p / (N·m - 1) 2. 502 × 1010 Dsg

p / (Ns·m - 1) 6. 440 × 103

D^ sg
p / (Ns·m - 1) 5. 750 × 104 Ksg

p / (N·m - 1) 2. 947 × 106

Dt / (Ns·m - 1) - 5. 436 × 107 Kt / (N·m - 1) 5. 847 × 109

Itt / (kg·m2) 6. 339 × 108

表 4　 动力学模型与 OpenFAST 模型频率对比

Tab. 4　 Frequency comparison of dynamic model and OpenFAST
model Hz　

模型
浮台纵摇

频率

塔筒前后一阶振动

频率

浮台纵荡

频率

动力学模型 0. 23 0. 72 0. 02

OpenFAST 模型 0. 23 0. 72 0. 02

2　 NES 参数优化

2. 1　 减振指标

为了充分发挥 NES 在浮式风机中的减振性能,
有必要对其参数配置进行优化。 鉴于 TLP-FWT 在

服役过程中面临的特殊挑战,本文将浮台纵摇与塔

顶位移的标准差(Std)作为优化目标函数。 一方面,
TLP-FWT 的纵摇频率对高频波浪和二阶波浪力更

敏感,易产生共振效应,从而放大平台运动并引起锚

链张力波动,影响系泊系统安全。 因此,抑制纵摇响

应对于保证浮台稳定性和降低锚链疲劳损伤至关重

要。 另一方面,塔筒作为主要承载构件,在周期性载

荷作用下易发生疲劳裂纹扩展,其振动水平直接关

系到结构寿命和整机安全。 选取塔顶位移作为表征

指标,能够全面反映塔筒的一阶模态响应特性。 通

过以这两项指标的标准差为优化目标,不仅可以同

时兼顾平台与塔筒的关键动力学行为,还能有效降

低疲劳风险、提升结构可靠性与运维经济性。 具体

的优化目标函数定义如下:
J1 = Std(180 × θp / π) (33)

J2 = Std(htowersin(θt - θp)) (34)
此外,为了更直观的衡量 NES 减振性能,引入

抑制率对 NES 的减振效果进行评估,抑制率的表达

式为

ηi =
(σbaseline

i - σcontrol
i )

σbaseline
i

× 100% (35)

式中:σbaseline
i 为风机在没有结构减振装置时的输出

响应,σcontrol
i 为风机在结构减振装置作用下的输出

响应。
2. 2　 参数优化

不同于已有成熟参数优化公式的 TMD, NES 因

其复杂的非线性动力学特性,参数选取较为困难。
为高效寻优高度非线性的关键控制参数 kNES和 cNES,
本文结合网格搜索与贝叶斯优化方法对 NES 的刚

度系数与阻尼系数进行联合优化。 贝叶斯优化是一

种基于概率模型的全局优化策略,尤其适用于目标

函数评估代价高、缺乏解析表达的复杂问题。 该方

法首先在参数空间中选取代表性样本点并计算目标

函数值,构建初始训练集。 随后利用已有数据建立

高斯过程代理模型,实现对目标函数的概率建模与

不确定性量化。 再通过引入采集函数(期望改进准

则),在全局与局部搜索间动态平衡,选择最具潜力

的新采样点,并不断更新代理模型,从而在有限的函

数调用次数内快速逼近最优解。 与传统的网格搜索

方法相比,贝叶斯优化在样本效率与收敛速度上均

具有显著优势。
对于传统结构减振器,其减振性能随附加质量

增加而增强。 但为避免改变主结构动力特性并兼顾

工程可行性,在土木工程中阻尼器的附加质量与主

结构质量之比 μ 通常不超过 5% 。 因此,本文在

0 ~ 5%的质量比 μ 取值内选取 15 个取值点,以 J1

为目标函数,将 TLP-FWT-NES 动力学模型的纵摇初

始角度设为 1°,利用贝叶斯优化方法对 NES 参数进

行数值寻优,获得各质量比下的最小目标函数值,如
图 4(a)所示。 结果表明,随着质量比增加,NES 的

减振性能逐渐提升,但在超过 1. 5% 后增益趋缓。
综合考虑工程实用性与经济性,本文选取质量比为

1. 64% (200 t)的 NES 进行减振研究。 图 4(b)给出

了质量比为 1. 64%时的贝叶斯优化可视化过程,其
中蓝色实心点表示采样点(设为 100 个),基于采样

点插值得到三维响应面,红色五角星为最优解位置。
与传统线性减振器不同,NES 的目标能量转移

机制存在最低输入能量阈值,其减振有效性高度依

赖于主系统的输入能级[30]。 为考察这一特性,本文

以 J1 为目标函数,分别在风机纵摇初始角为 0. 5°、
1°和 1. 5°三种输入能级下开展参数优化研究。 优

化结果如图 5 所示,可以看出,随着输入能级增加,
NES 的最优刚度系数呈减小趋势,而阻尼系数与输

入能级关系不显著。 类似规律亦在 Oliva 等[31]的研

究中得到验证。 这一现象表明,NES 的最优刚度系

数随输入能级升高而减小,较低刚度对应更低的能

量激活阈值,使其在中低海况下亦能被触发并实现

减振。 因此,在高能级条件下进行参数优化的 NES
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可得到更低的能量激活阈值,从而确保优化结果在

较低能级工况下同样适用。 考虑到 TLP-FWT 在风

暴停机的极端海况下最大纵摇响应通常在 1°左右,
本文将该值作为后续 NES 参数优化的输入能级。

图 4　 NES 质量比与目标函数 J1 的关系和质量比为 1. 64%的贝叶斯优化结果

Fig. 4　 Relationship between NES mass ratio and the objective function J1, and Bayesian optimization process at mass ratio of 1. 64%

图 5　 NES 在不同输入能级下的 J1 优化结果对比和 TMD 在纵摇初始值为 1°下的 J1 优化结果

Fig. 5　 Comparison of J1 optimisation results for NES under different input energy levels and TMD results at 1° initial pitch angle

　 　 为更直观地评价 NES 对浮式风机的减振性

能,本文设计了相同附加质量条件下的 TMD 与

NES 对比分析。 图 6 给出了风机纵摇初始角为

1°时两者的优化结果。 结果表明,相较于 TMD,
NES 的最优减振性能对应的刚度系数分布范围更

宽,显示出其对自身刚度变化更强的鲁棒性。 这

意味着 NES 在工程实际中对参数选取的依赖性

较低,能够在较大参数区间内保持稳定的减振效

果,从而提升其适应不同海况和不确定环境载荷

的能力。
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图 6　 NES 和 TMD 在纵摇初始值为 1°下的 J2 优化结果

Fig. 6　 Optimisation results of J2 for NES and TMD at 1° initial pitch angle

2. 3　 减振性能分析

表 5 汇总了 NES 与 TMD 分别以 J1 和 J2 为目

标函数优化所得到的最优参数组合。 对应的时域与

频域控制效果如图 7 与图 8 所示。 由图 7 可见,当
控制目标为浮台纵摇时,TMD 通过对单一振动频率

的精确调谐,能显著抑制平台纵摇,减振效果优于

NES。 相较之下,NES 在该条件下表现受限,其非线

性能量转移主要被束缚在低频纵摇附近,难以对高

频塔筒振动能量实现捕捉和吸收,宽频减振优势未

被充分激活。 相对地,图 8 表明当控制目标为塔筒

前后一阶振动时,NES 能显著降低塔顶位移,并对纵

摇亦产生一定抑制,表明其非线性能量转移具备由

高阶向低阶的级联特性,能够在多阶振动间实现更

有效的能量分配与耗散。 相比之下,由于 TLP-FWT
的塔筒与浮台存在强耦合,塔筒前后一阶振动的主

频分量仍集中于纵摇频率附近,TMD 参数因此仍被

调谐至纵摇频率,其对纵摇的抑制依然突出,但却无

法对塔筒前后一阶振动进行有效的控制。 这一现象

也印证了 NES 的宽频减振能力依赖于其共振捕获

级联机制,该机制能够实现从高频向低频的能量捕

获,但针对低频控制选取的参数组合无法有效激活

对高频振动的控制。

图 7　 以 J1 为目标函数的 NES 和 TMD 减振性能对比

Fig. 7　 Comparison of NES and TMD vibration reduction performance with the objective function J1
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图 8　 以 J2 为目标函数的 NES 和 TMD 减振性能对比

Fig. 8　 Comparison of NES and TMD vibration reduction performance with the objective function J2

表 5　 参数优化结果

Tab. 5　 Parameter optimization results

类型 目标函数 kNES / (N·m - 1) cNES / (Ns·m - 1) 纵摇标准差 / ( °) 纵摇抑制率 / % 塔顶位移标准差 / m 位移抑制率 / %

NES J1 373 431 43 179 0. 139 5 26. 28 0. 254 4 15. 64

TMD J1 405 620 35 593 0. 126 8 32. 97 0. 247 1 18. 07

NES J2 432 151 68 544 0. 143 6 24. 02 0. 229 6 23. 61

TMD J2 418 322 54 407 0. 131 5 30. 43 0. 244 7 18. 60

3　 全耦合数值模拟验证

3. 1　 全耦合风机模型

为验证所提出 NES 参数优化方法的有效性及

其减振性能,本文选取 3 类具有代表性的海况进行

全耦合数值模拟。 其中工况 1 为风机正常运行下的

额定工况,工况 2 为南海一年一遇的风浪工况,工况 3
为风机遭受风暴极端天气时的停机工况。 在数值模

拟中,波浪输入采用 OpenFAST 中 HydroDyn 模块生

成的 JONSWAP 随机波谱,风场输入为 TurbSim 软件

生成的 Kaimal 湍流风谱。 各工况下的平均风速、湍
流强度、有义波高及波浪周期如表 6 所示。

表 6　 全耦合模拟海况

Tab. 6　 Sea states for fully coupled simulations

工况
平均风速 /

(m·s - 1)
湍流强度 / % 有效波高 / m 波普周期 / s

1 11. 4 16. 0 2. 02 5. 47
2 21. 7 14. 6 6. 90 11. 8
3 52. 2 13. 9 10. 96 12. 86

　 　 为了能够实现风机与 NES 的全耦合模拟,本文

对 OpenFAST 中的 Structural Control 模块进行了二

次开发。 为研究 TMD 在浮式风机中的减振性能,
La 等和 Park 等[32 - 34] 将 TMD 控制方程编译到

OpenFAST 的 Structural Control 模块,从而为研究人

员提供了在不同类型风机及不同安装位置下进行多

种减振装置耦合模拟的工具。 基于其公开的

Structural Control 模块理论框架,在 OpenFAST 的

StrucCtrl. f90 文件里, TMD 的控制方程表达式为

mTMD x··TMD -mTMD(ω
·

P1
2 + ω·2

P2)xTMD + kTMDxTMD +
cTMD x·TMD =mTMDg +mTMD x··P + fstop + fext (36)

式中:mTMD、kTMD、cTMD分别为 TMD 的质量、刚度系数

和阻尼系数,xTMD为 TMD 相对于初始位置的位移,

ω·P为 TMD 随风机全局坐标系运动的加速度,fstop为

停止力,fext为用户自定义的输入外力,ω
·

P1和 ω
·

P2分别

为风机机舱和 TMD 的角加速度,g 为重力加速度。
现将线性刚度 kTMD改为立方刚度 kNES,式(36)可改
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写为

mNES x··NES -mNES(ω
·

P1
2 + ω·2

P2)xNES + kNESx3
NES +

cNES x·NES =mNESg +mNES x··P + fstop + fext (37)
最后在 OpenFAST 的 StrucCtrl. f90 文件中将基

于 Fortran 语言编译的 TMD 控制方程修改为 NES 控

制方程,即可实现浮式风机与 NES 的全耦合数值模

拟。 为验证所开发 OpenFAST-NES 的正确性,本文

在工况 3 下对比了 TMD 与 NES 的恢复力曲线,如
图 9 所示。 从图中可见,OpenFAST 输出的 NES 恢

复力曲线呈现明显的立方非线性特征,表明所编译

的 OpenFAST-NES 软件能够准确表征 NES 的非线

性动力学行为。

图 9　 工况 3 下 OpenFAST 输出的 TMD 和 NES 恢复力曲线

Fig. 9　 Restoring force curves of TMD and NES output by OpenFAST under Case 3

3. 2　 多工况减振性能分析

在构建并验证了 OpenFAST-NES 全耦合数值模

拟工具后,本文分别将以 J1 和 J2 为目标函数优化

得到 的 最 优 TMD 与 NES 代 入 OpenFAST 与

OpenFAST-NES 中进行全耦合数值模拟。 需要指出

的是,在风暴停机工况 3 下的数值模拟中,须关闭风

轮与发电机的转动自由度,并将叶片桨距角设定为

90°。 每组工况的仿真时长为 630 s,时间步长为

0. 012 5 s。 为保证发电机转矩与叶片运动处于稳定

状态,本文在后处理时舍弃前 30 s 的不稳定数据,
以确保结果的可靠性。

图 10 展示了风暴停机工况 3 下,以 J1 为目标

函数优化得到的最优 TMD 和 NES 对风机塔顶位移

和浮台纵摇减振性能对比图。 在风浪停机的工况

下,由于风机停止运行,且风机叶片浆距角被调整为

90°状态,气动激励显著减弱,塔筒前后一阶振动相

对较小,因而在风机塔顶位移频谱图中主要为风机

纵摇频率和波浪频率成分。 频谱对比表明,TMD 通

过精确匹配纵摇频率,可更有效抑制平台纵摇,这一

结果与基于动力学模型得到的优化结论一致。 虽然

NES 在纵摇频率处的抑制效果不及 TMD,但能够削

弱部分由波浪激励引起的宽频响应,从而对整体响

应仍具补益。 表 7 的定量结果进一步说明,在工况 3
下,NES 和 TMD 对塔顶加速度的抑制率分别为

8. 18%和 15. 79% ,可有效降低机舱机电部件与叶

片因过大加速度导致的疲劳与失效风险。 对锚链张

力的抑制率分别为 7. 94%和 8. 87% ,有助于减轻疲

劳累积并降低松弛事件发生概率。 而 NES 和 TMD
对纵摇的抑制率几乎一致,分别为 3. 66%和 3. 95%,
在工况 2下 NES 甚至优于 TMD。

然而值得注意的是,TLP-FWT 塔筒与浮台之间

存在强耦合,塔筒前后一阶响应主要由纵摇驱动,在
停机工况下塔筒前后一阶振动能量占比偏低,NES
多模式振动控制优势难以充分激发,而 TMD 凭借对

单一主导振动频率的高效调谐更能发挥作用。 由此

可见,在以纵摇为主的窄带响应占优情形,TMD 减

振效果更佳;而当波浪导致宽频振动成分增强或高

频振动显著时,NES 更具潜力。

表 7　 以 J1 为目标函数的 NES 和 TMD 对风机响应的抑制率

Tab. 7　 Suppression rates of NES and TMD for wind turbine responses with objective function J1

工况 类型
抑制率 / %

最大冲程 / m
塔顶位移 塔顶加速度 纵摇 塔底弯矩 锚链拉力

1
NES 0. 01 0. 18 - 0. 23 0. 17 - 0. 10 0. 50
TMD 1. 78 1. 56 0. 82 3. 42 - 0. 01 0. 40

2
NES 0. 85 1. 17 2. 72 - 0. 43 4. 07 1. 14
TMD 2. 46 2. 99 1. 80 1. 66 3. 22 0. 71

3
NES 8. 13 8. 18 3. 66 7. 75 7. 94 1. 50
TMD 15. 81 15. 79 3. 95 14. 49 8. 87 1. 60
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图 10　 工况 3 下以 J1 为目标函数的 NES 和 TMD 减振性能对比

Fig. 10　 Comparison of NES and TMD vibration reduction performance with the objective function J1 under Case 3

　 　 同理,将以 J2 为目标函数优化得到的最优 NES
与 TMD 分别代入 OpenFAST 与 OpenFAST-NES 中

进行全耦合数值模拟。 图 11 给出了工况 3 下 NES
和 TMD 对塔顶位移与浮台纵摇的时域和频域对比。
结果显示,由于 TLP-FWT 的整体动力学受浮台纵摇

主导,布置于浮台内的 NES 与 TMD 对纵摇的直接

抑制更为有效,塔筒响应的降低主要通过塔筒和浮

台耦合链路间接实现,二者均能在一定程度上同时

减小塔筒与浮台的振动。 结合表 8 可见,尽管以控

制塔筒前后一阶振动为目标( J2)进行优化的最优

NES 和 TMD 最大冲程较小,但相应的减振性能有所

衰减。 而以控制纵摇为目标( J1)进行优化的最优

NES 和 TMD 在工况 3 下的最大冲程均不超过 2 m,
可满足直径为 18 m 的 TLP 布置空间与行程安全裕

度要求,且整体减振效果更优。 因此,安装于 TLP-
FWT 浮台中的 NES 和 TMD 以控制浮台纵摇响应为

目标函数进行参数优化选取更能发挥它们的减振

性能。

图 11　 工况 3 下以 J2 为目标函数的 NES 和 TMD 减振性能对比

Fig. 11　 Comparison of NES and TMD vibration reduction performance with the objective function J2 under Case 3
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表 8　 以 J2 为目标函数的 NES 和 TMD 对风机各响应的抑制率

Tab. 8　 Suppression rates of NES and TMD for wind turbine responses with objective function J2

工况 类型
抑制率 / %

最大冲程 / m
塔顶位移 塔顶加速度 纵摇 塔底弯矩 锚链拉力

1
NES 0. 15 0. 27 - 0. 12 0. 24 - 0. 89 0. 45

TMD 1. 46 2. 84 0. 65 1. 28 - 0. 16 0. 31

2
NES 0. 97 1. 40 2. 40 - 0. 31 3. 73 1. 08

TMD 2. 09 2. 62 1. 69 1. 33 3. 11 0. 63

3
NES 7. 97 8. 05 3. 12 7. 43 7. 23 1. 36

TMD 12. 98 12. 99 3. 08 11. 85 7. 41 1. 25

4　 结　 论

本文建立了 TLP-FWT-NES 的四自由度动力学

模型,并以浮台纵摇与塔筒前后向一阶振动为控制

目标,对安装于浮台中的非线性能量阱进行了参数

优化研究,同时与调谐质量阻尼器的减振性能开展

了系统对比。 最后结合 OpenFAST 的多工况全耦合

数值模拟,对 NES 在复杂海况下的减振性能进行了

综合评估。 主要结论如下:
1)相较于 TMD,NES 对自身刚度系数变化具有

更好的鲁棒性,并依托共振俘获级联机制展现出抑

制结构多阶振动频率的潜力,而 TMD 的调谐作用则

仅限于单一振动频率。
2)以高阶振动频率为控制目标进行参数优化,

能够更好地发挥 NES 的多模式振动控制特性,而以

低阶振动频率为目标时则难以兼顾高阶振动响应。
3)NES 的最优参数组合与主结构输入能量密

切相关,随着输入能量增加,其最优刚度系数呈减小

趋势,而阻尼系数基本保持稳定。
4)多工况全耦合数值模拟结果显示,当 NES 安

装于风机浮台中时,其共振俘获级联机制未能得到

充分激发,导致整体减振性能不及 TMD。
本研究表明 NES 在浮式风机多模式振动控制

中具有潜在应用价值,但其性能受布置位置及能量

输入特征影响较大,后续可进一步探索其在机舱和

塔筒等关键部位的布置方案,并结合复杂风浪载荷

与非平稳响应特性,深入评估 NES 减振性能。
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