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海上风机基础超单元计算方法对比研究

周 润，李 昕，王文华
（大连理工大学 水利工程学院 海岸与近海工程国家重点实验室，辽宁 大连 １１６０２４）

摘 要：开展了随机风荷载作用下海上风机整体和半整体计算方法及半整体模型超单元计算方法对比

研究。运用ＡＮＳＹＳ建立五桩与单桩风机基础模型并提取基础总刚度和质量矩阵，利用 ＭＡＴＬＡＢ分别编
写Ｃ－Ｂ法和ＳＥＲＥＰ法的凝聚程序得到超单元矩阵。基于整体方法和半整体方法进行结构的动力特性
及动力响应对比。通过对比发现，在基础超单元选取合理的前提下，该方法得到的海上风机结构响应基

本与整体耦合分析方法计算结果一致。进一步对比可得，所选取的 Ｃ－Ｂ方法和 ＳＥＲＥＰ方法虽然凝聚
原理不同，不过所得到的基础结构超单元均能够准确模拟随机风荷载作用下转子－机舱－塔筒结构运
动响应。
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目前海上风机动力响应分析主要采用半整体方

法和整体耦合分析方法。半整体方法的研究思路是

选取基础结构与风机塔筒连接位置为过渡点，分别

建立叶片－轮毂－机舱－塔筒－基础超单元气弹计
算模型和基础结构有限元模型，并针对上述模型分

别施加风浪荷载。此外，为充分考虑气动荷载对于

基础结构影响，半整体方法将气弹模型所得风机荷

载作用于基础结构，作用位置为前述所选取法兰点

位置。

整体耦合分析方法则是直接建立叶片－轮毂－
机舱－塔筒 －基础机构的整体模型，同时施加风、
浪、流等外部荷载，并考虑相应控制策略，开展整体

结构动力反应计算。

海上风机半整体计算方法的核心为海上风机基



础超单元计算，即采用相关矩阵缩聚方法在保证基

础结构动力特性的前提下减小基础结构特征矩阵维

度。目前，结构工程领域常见的 Ｇｕｙａｎ方法［１］、
ＳＥＲＥＰ方法［２］和 Ｃ－Ｂ方法［３］等均已被应用于海上
风机基础结构超单元计算，比如 Ｖａｌｋ等［４］基于２．３
ＭＷ风机模型开展了 Ｃ－Ｂ缩聚方法与 ＲｕＢｉｎ缩聚
方法对比研究，并进一步提出了适用于风机结构缩

聚的 ＤｕａｌＣ－Ｂ方法。Ｖｏｏｒｍｅｅｒｅｎ等［５］则重点验证
了Ｃ－Ｂ方法在海上风机基础结构超单元计算中的
适用性，Ｊａｓｏｎ等［６］将Ｃ－Ｂ方法应用于ＦＡＳＴ以建立
固定式海上风机整体结构耦合模型，通过 Ｃ－Ｂ方
法实现了基础结构顶部节点自由度与塔筒底部节点

自由度的耦合。

由上述介绍可知半整体方法虽然能够保证较高

的计算精度，不过其缺点仍显著，比如无法充分考虑

气动荷载、转子系统与基础结构之间的相互作用，以

及气动阻尼对于波浪作用下海上风机结构反应的影

响。

随着海上风机研究技术的不断发展和提高，整

体耦合模型在海上风机整体结构动力反应分析及安

全评价方面得到了广泛应用，特别是针对浮式海上

风机结构，比如 Ｌｕｘｃｅｙ等［７］建立了叶片－轮毂－机
舱－塔筒－基础整体耦合模型，施加机电控制策略，
系统研究了基础结构运动响应与转子系统之间的耦

合效应。方通通［８］分别建立了叶片－轮毂－机舱－
塔筒－基础结构的整体耦合模型和叶片－轮毂－机
舱－塔筒－超单元的半整体模型，开展了随机风场
作用下固定式海上风机基础结构疲劳分析，验证得

出环境荷载、控制系统与结构反应之间的耦合效应

对于基础结构疲劳具有显著影响，有必要直接基于

整体耦合模型开展海上风机结构疲劳计算。

结合海上风机整体耦合模型研究进展可知，环

境荷载、控制系统及支撑系统之间的耦合效应不可

忽视，对于海上风机结构动力反应计算有必要建立

整体耦合计算模型。不过需指出，现阶段海上风机

整体耦合模型中所包含基础结构有限元模型均采用

线性梁单元建立［９］，所以对于复杂基础结构仍无法

直接建立相应整体结构模型。

因此，对于复杂基础结构海上风机仍需采用半

整体方法开展基础结构设计及承载力校核。此外，

相对于整体方法，在保证计算精度的前提下，采用半

整体方法将极大地提高计算效率。海上风机基础超

单元作为半整体方法计算核心，基础超单元选取是

否合理与气弹模型计算精度密切相关，并将进一步

影响基础结构设计。故本文拟选取不同基础结构类

型展开海上风机整体耦合与半整体分析方法对比，

并进一步研究不同凝聚方法对于海上风机基础超单

元及气弹模型计算精度的影响。

１ 凝聚方法理论
１．１ Ｃ－Ｂ凝聚方法

随机荷载作用下通用基础运动方程可写为

［Ｍ］｛̈δ｝＋［Ｋ］｛δ｝＋［Ｃ］｛δ｝＝｛Ｆ｝ （１）
基于Ｃ－Ｂ方法开展基础结构特征矩阵缩聚，首

先将结构节点区分边界节点和内节点［３］，对应的节

点位移向量分别表示为｛δ
Ｂ｝和｛δ

Ｉ｝。进一步，整理

结构运动方程可得

ＫＢＢ ＫＢＩ

ＫＩＢ Ｋ
[ ]ＩＩ δ

Ｂ

δ
{ }Ｉ ＋ ＭＢＢ ＭＢＩ

ＭＩＢ Ｍ
[ ]ＩＩ δ̈

Ｂ

δ̈
{ }Ｉ ＋

ＣＢＢ ＣＢＩ

ＣＩＢ Ｃ
[ ]ＩＩ

δＢ

δ
{ }Ｉ ＝ ＦＢ

Ｆ{ }Ｉ （２）

式中：上标Ｂ和Ｉ分别表示边界节点和内节点；｛ＦＢ｝
和｛ＦＩ｝分别为作用于边界节点和内节点的外荷载
向量；［ＫＢＢ］和［ＫＩＩ］分别为边界节点刚度矩阵和内
节点刚度矩阵；［ＫＢＩ］和［ＫＩＢ］分别为位于重排列刚
度矩阵副对角线的刚度矩阵。［ＭＢＢ］和［ＭＩＩ］分别为
边界节点和内节点的质量矩阵。

基于文献［３］可知，按照式（２）形式改写运动方
程之后，内节点位移将主要由两部分组成，分别为：

（１）由边界节点位移所造成的内部节点位移，
将式（２）中内部节点外荷载向量假定为零，则可得
由边界点位移所造成的内部节点位移为

｛δ
ＩＢ｝＝－［ＫⅡ］－１［ＫＩＢ］｛δＢ｝＝［珔φ

ｃ］｛δ
Ｂ｝ （３）

式中：［珔φ
ｃ］可称之为约束模态矩阵，对应当边界节

点产生单位位移时，内节点所产生的位移反应。

（２）由相邻节点位移所造成的位移反应为
｛δⅡ｝＝［珔φ

Ｎ］｛δ
Ｎ｝ （４）

式中：［珔φ
Ｎ］即为拟缩聚的内节点模态矩阵。

设凝聚转换矩阵为［α］，可得转换公式为

［δ］＝
δ
Ｂ

δ
[ ]Ｉ ＝［α］δ

Ｂ

δ
[ ]Ｎ （５）

根据式（３）、式（４），可得凝聚转换矩阵为

［α］＝
Ｉ ０

珔φ
ｃ 珔φ

[ ]Ｎ （６）

式中：约束模态矩阵［珔φ
ｃ］表达式如式（３）所示；珔φ

Ｎ

为拟缩聚的标准化的内节点模态矩阵。

基于凝聚矩阵可得缩聚后的结构刚度矩阵［珔Ｋ］
为如式（７）所示，缩聚后的质量矩阵［珚Ｍ］如式（１０）
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所示。

［珔Ｋ］＝［α］Ｔ［Ｋ］［α］＝
珔ＫＢＢ ０
０ 珔Ｋ

[ ]ＮＮ
（７）

［珔ＫＬＬ］＝［ＫＢＢ］＋［ＫＢＩ］［珔φ
ｃ］ （８）

［珔ＫＮＮ］＝［珔φ
Ｎ］Ｔ［ＫＩＩ］［珔φ

Ｎ〗 （９）

［珚Ｍ］＝［α］Ｔ［Ｍ］［α］＝
珚ＭＢＢ 珚ＭＢＮ

珚ＭＮＢ 珚Ｍ
[ ]ＮＮ

（１０）

［ＭＬＬ］＝［ＭＢＢ］＋［珔φ
ｃ］Ｔ［ＭＩＩ］［珔φ

ｃ］＋［ＭＢＩ］［珔φ
ｃ］＋

［珔φ
ｃ］Ｔ［ＭＩＢ］ （１１）

［ＭＬＮ］＝［ＭＮＬ］Ｔ＝［珔φ
ｃ］Ｔ［ＭＩＩ］［珔φ

Ｎ］＋［ＭＩＢ］［珔φ
Ｎ］

（１２）
［珚ＭＮＮ］＝［珔φ

Ｎ］Ｔ［ＭＩＩ］［珔φ
Ｎ］ （１３）

１．２ ＳＥＲＥＰ凝聚法
将结构位移向量｛ｘ｝用广义模态坐标｛ｑｒ｝∈

｛Ｒｒ｝表示，
｛ｘ｝＝［φ］｛ｑｒ｝ （１４）

式中：［φ］为结构模态矩阵。

选取结构位移向量｛ｘ｝的主、副自由度，并同时
选取模态矩阵［φ］各阶模态主自由度，进一步可将

式（１４）改写为，
ｘｍ
ｘ{ }
ｓ
＝［φ］｛ｑｒ｝＝

φｍ

φ
[ ]
ｓ
｛ｑｒ｝ （１５）

式中：｛ｘｍ｝和［φｍ］分别为结构主自由度位移及其
对应的模态矩阵；｛ｘｓ｝和［φｓ］分别为结构副自由度
位移及其对应的模态矩阵。

由式（１５）可得，结构主自由度位移向量｛ｘｍ｝与
广义模态坐标｛ｑｒ｝的换算关系为，

｛ｘｍ｝＝［φｍ］｛ｑｒ｝ （１６）

进一步得到 ｑｒ为，
｛ｑｒ｝＝［φ

＋
ｍ］｛ｘｍ｝ （１７）

式中：［φ
＋
ｍ］＝［φ

＋
ｍφｍ］

－１［φ
Ｔ
ｍ］为广义逆矩阵。当 ｍ

＝ｒ时，［φｍ］为方阵，［φ
＋
ｍ］＝［φ

－１
ｍ］。

由此，可建立结构位移向量与所选取主自由度

位移向量的换算关系，

｛ｘ｝＝［φ］［φ
＋
ｍ］｛ｘｍ｝＝［珔Ｔ］｛ｘｍ｝ （１８）

式中：［珔Ｔ］为转换矩阵。
将ＳＥＲＥＰ方法所得缩聚矩阵及其转置分别右

乘和左乘结构初始刚度和特征矩阵，可得凝聚后的

结构刚度和质量矩阵为，

［珔Ｋ］＝
φｍ

φ
[ ]
ｓ
［φ
＋
ｍ{ }］Ｔ

［Ｋ］ φｍ

φ
[ ]
ｓ
［φ
＋
ｍ{ }］ （１９）

［珚Ｍ］＝
φｍ

φ
[ ]
ｓ
［φ
＋
ｍ{ }］Ｔ

［Ｍ］ φｍ

φ
[ ]
ｓ
［φ
＋
ｍ{ }］ （２０）

需指出，基于式（１５）开展缩聚矩阵计算时，需
涉及到将结构整体模态矩阵运算。当结构自由度数

量较为庞大时，计算量将十分繁巨。因此，在指定基

础结构主副自由度之前，可优先选取结构模态矩阵

主模态。基于结构主模态矩阵展开结构特征矩阵缩

聚，在保证计算精度的前提下，可以显著降低计算

量［２］。

２ 样本风机计算模型
２．１ 半整体模型运动方程

２．１．１ 上部结构运动方程

基于结构动力学［１０－１１］基本理论可知，空气动

力荷载作用下，法兰盘以上海上风机结构运动方程

可表示为：

［Ｍａ］｛̈ｕａ｝＋［Ｃａ＋Ｃａｅｒａ］｛ｕａ｝＋［Ｋａ］｛ｕａ｝＝
｛ｆａｅｒｏ｝－［Ｃｓｕｂ］｛ｕＴＰ｝－［Ｋｓｕｂ］｛ｕＴＰ｝ （２１）
式中：［Ｍａ］为上部结构质量矩阵；［Ｃａ＋Ｃａｅｒａ］为包
含气动阻尼效应的上部结构阻尼矩阵；［Ｋａ］为上部
结构刚度矩阵；［Ｋｓｕｂ］和［Ｃｓｕｂ］为基于Ｃ－Ｂ方法凝
聚得到的基础结构刚度和阻尼矩阵；｛̈ｕａ｝、｛ｕａ｝和
｛ｕａ｝为上部结构节点加速度、速度和位移向量；

｛ｕＴＰ｝和｛ｕＴＰ｝为法兰盘位置的速度和位移向量；

｛ｆａｅｒｏ｝为作用于上部结构的空气动力荷载向量。

２．１．２ 基础结构运动方程

水动力荷载作用下基础结构运动方程可表示

为：

［Ｍｂ＋Ｍｈｙｄｒｏ］｛̈ｕｂ｝［Ｃｂ＋Ｃｈｙｄｒｏ］｛ｕｂ｝＋
［Ｋｂ］｛ｕｂ｝＝｛ｆＴＰ｝＋｛ｆｈｙｄｒｏ｝ （２２）

式中：［Ｍｂ＋Ｍｈｙｄｒｏ］为包含动水附加质量的基础结
构质量矩阵；［Ｃｂ＋Ｃｈｙｄｒｏ］为包含水动阻尼效应的基
础结构阻尼矩阵；［Ｋｂ］为基础结构刚度矩阵；｛̈ｕｂ｝、
｛ｕｂ｝和｛ｕｂ｝为基础结构节点加速度、速度和位移向

量；｛ｆＴＰ｝为作用于法兰盘位置的风机荷载；｛ｆｈｙｄｒｏ｝
为作用于基础结构水动力荷载向量。

２．２ 整体耦合模型运动方程

基于结构动力学［１０－１１］、空气动力学［１２］和水动

力学［１３］基本理论可得，风和波浪荷载联合作用下海

上风力机整体结构运动方程为：

［Ｍ ＋Ｍｈｙｄｒｏ］｛̈ｕ｝＋［Ｃ ＋Ｃａｅｒｏ＋Ｃｈｙｄｒｏ］｛ｕ｝＋
［Ｋ］｛ｕ｝＝｛ｆａｅｒｏ｝＋｛ｆｈｙｄｒｏ｝ （２３）
式中：［Ｍ ＋Ｍｈｙｄｒｏ］为包含动力附加质量的整体结
构质量矩阵；［Ｃ ＋Ｃａｅｒｏ＋Ｃｈｙｄｒｏ］为包含气动和水
动阻尼效应的整体结构阻尼矩阵；［Ｋ］为整体结
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构刚度矩阵；｛̈ｕ｝、｛ｕ｝和｛ｕ｝为整体结构各节点加
速度、速度和位移向量；｛ｆａｅｒｏ｝和｛ｆｈｙｄｒｏ｝为作用于整
体结构的空气动力和水动力荷载向量。

２．３ 样本风机基本参数

２．３．１ 基础结构基本参数

本文拟选取我国某海域５ＭＷ单桩基础和五桩
基础结构海上风机开展整体与半整体模型及半整体

模型超单元计算方法对比，所选取单桩基础和五桩

基础结构基本参数如表１所示，基于 ＡＮＳＹＳ［１４］所建
立的基础结构有限元模型如图１所示。

表１ 基础结构及有限元模型基本参数

基础类型 单桩基础 五桩基础模型

主筒体直径／壁厚／ｍ ６／０．０６ ６／０．６８

桩腿直径／壁厚／ｍ ６／０．０６ ２．２／０．０２８

基础顶高程／ｍ ＋１０ ＋８．０５

单元类型
水面以上：ＰＩＰＥ１６单元

水面以下：ＰＩＰＥ５９单元

总节点数 ３１ ２０９

总自由度数 １８６ １２５４

材料参数
Ｅ：２．１２．１×１０１１Ｐａ； μ：０．２９９５

ρ：８５０００ｋｇ／ｍ
３

图１ 单桩和五桩基础结构有限元模型

２．３．２ 风机基本参数

采用 ＮＲＥＬ５ＭＷ基准风机［１５］作为本文的样本
风机，ＮＲＥＬ５ＭＷ风机叶片数目为３，轮毂中心高度
为９０ｍ。风机塔筒高度为７８．６ｍ，塔筒顶部和底部
直径分别６ｍ和 ３．７６ｍ，ＮＲＥＬ５ＭＷ风机详细参数
可参考文献［１５］。

３ 基础结构超单元计算
本文拟分别基于Ｃ－Ｂ方法和ＳＥＲＥＰ方法生成

单桩基础和五桩基础结构超单元矩阵，主要计算流

程如图２所示。

图２ 超单元生成过程流程图

在基于上述方法开展基础结构超单元计算时，

需注意Ｃ－Ｂ方法和ＳＥＲＥＰ方法的如下不同：
（１）ＳＥＲＥＰ凝聚法在凝聚时涉及到主自由度的

选择，本文在基于该方法进行基础结构凝聚时将塔

筒顶部节点 ｘ向自由度、离塔筒顶部最近的５个节
点的 ｘ向自由度共同选取为单桩基础和五桩基础
结构自由度。

（２）Ｃ－Ｂ凝聚法需区分内外节点。本文中将
单桩基础和五桩基础的外节点设置为基础结构边界

节点和过渡节点，剩余节点为内节点。

４ 样本风机动力特性对比

４．１ 基础结构特征频率

基于单桩基础和五桩基础结构总刚度和质量矩

阵，分别采用Ｃ－Ｂ方法和 ＳＥＲＥＰ方法缩聚得到的
基础结构特征矩阵，并进行动力特性计算和对比，相

关对比如表２、表３所示。

表２ 单桩基础结构前六阶频率的对比

模态

阶数

频率／Ｈｚ

整体模型 ＳＥＲＥＰ法

误差１
／％

Ｃ－Ｂ法
频率／Ｈｚ

误差２
／％

１ ６．１３２３ ６．１３２３ ０ ６．１３２９ ０．０１０

２ ６．１３２３ ６．１３２３ ０ ６．１３４３ ０．０３３

３ ３０．０５６０ ３０．０５５６ ０ ３０．１１３６ ０．１９２

４ ３０．０５６０ ３０．０５５６ ０ ３０．２２０６ ０．５４８

５ ４１．４１６０ ４１．４１６１ ０ ４１．５９９７ ０．４４４

６ ６７．０２６０ ６７．０２６０ ０ ６７．７１６７ １．０３０

表３ 五桩基础结构前六阶频率对比

模态

阶数

频率／Ｈｚ

整体模型 ＳＥＲＥＰ法

误差１
／％

Ｃ－Ｂ法
频率／Ｈｚ

误差２
／％

１ １．４９１２ １．４９１２ ０ １．４９１３ ０．００７

２ １．４９１４ １．４９１４ ０ １．４９８９ ０．５０３

３ ２．５２１３ ２．５２１３ ０ ２．５９５８ ２．９５５

４ ５．６４１７ ５．６４１７ ０ ５．６６９５ ０．４９３

５ ５．６４１９ ５．６４１９ ０ ５．６６９７ ０．４９３

６ ６．１８６６ ６．１８６６ ０ ６．２３４３ ０．７７１

从基础结构的频率对比来看，基于 ＳＥＲＥＰ法凝
聚后计算的频率前６阶与结构频率完全一致，Ｃ－Ｂ
法计算的频率与整体稍有误差，最大相对误差为

１．０３％，仍满足计算精度要求。由理论介绍可知，造
成上述计算误差的原因在于 ＳＥＲＥＰ基于基础结构
全部自由度开展动力特性计算，而 Ｃ－Ｂ法则只考
虑了内部节点自由度影响。
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４．２ 转子－机舱－基础超单元特征频率
基于ＦＡＳＴ建立转子－机舱－塔筒－基础超单

元的上部结构有限元模型，假定风机处于停机状态，

在塔筒顶部施加３ｍ初始位移，开展自由衰减测试，
进一步验证采用基础超单元代替基础结构有限模型

建立上部结构有限元模型开展气动分析的可行性，

对比结果如表４所示。
由表４可知，对于单桩基础，基于转子－机舱－

塔筒－超单元模型得到的整体结构基频与整体耦合
模型计算结果基本一致；而对于五桩基础风机，相对

于ＳＥＲＥＰ方法，采用 Ｃ－Ｂ方法得到的结构基频更
为接近整体耦合模型计算结果，此时相对误差仅为

３．１８％。

表４ 海上风机整体与半整体模型动力特性对比

结构类型
频率／Ｈｚ

单桩风机 五桩风机

整体 ０．３０３２ ０．２９８４

半整体（ＳＥＲＥＰ） ０．３０４８ ０．３１７５

半整体（Ｃ－Ｂ） ０．３０４８ ０．３０７９

综上，对于单桩和多桩基础固定式海上风机，

采用等效基础超单元代替基础结构有限元模型，即

将基础结构等效为弹性边界条件可以得到较为准确

的整体结构基频，同时所对比的两种超单元计算方

法均取得了较高的计算精度。

５ 耦合分析响应对比
基于ＦＡＳＴ分别建立海上风机转子－机舱－塔

筒－基础结构整体耦合模型和转子－机舱－塔筒－
基础超单元半整体计算模型开展脉动风速作用下海

上风机整体和半整体计算模型对比，相应脉动风速

时程如图３所示。

图３ ８ｍ／ｓ脉动风风速时程曲线

５．１ 单桩基础风机计算

脉动风场作用下，分别基于整体模型、半整体模

型（ＳＥＲＥＰ）和半整体模型（Ｃ－Ｂ）得到的单桩基础风
机塔筒顶部ＹＢＦＸ、底部风机荷载ＴＢＭＹ和塔筒顶部
位移ＹＢＤＸ时程统计值对比如表 ５所示，塔筒顶部
位移ＹＢＤＸ动力响应局部时程图及频域反应图如图
５、图６所示。

图４ 风机结构坐标系示意图

图５ 单桩基础结构塔筒顶部位移

图６ 单桩基础塔筒顶部位移频域反应

由风机荷载和塔筒位移时频域反应对比可知，

基于上述整体和半整体模型得到的海上风机结构反

应基本一致。时程反应均值、标准差和协方差对比

如表 ５所示，统计值相关计算公式如式（２６）—式
（２８）所示。

珋ｘ＝
∑

ｎ
ｉ＝１
ｘｉ

ｎ （２６）
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σ ＝
１
ｎ∑

ｎ
ｉ＝１
（ｘｉ－珋ｘ）槡 ２ （２７）

ｃｏｖ（ｘ，ｙ）＝∑
ｎ
ｉ＝１
（ｘｉ－珋ｘ）（ｙｉ－珋ｙ）
ｎ－１ （２８）

式中：ｘｉ为半整体法计算的每时刻响应结果；ｙｉ为整
体法计算的每时刻响应结果；ｎ为样本数量。

表５ 单桩基础风机动力响应统计值

模型

类型

塔筒顶部位移／ｍ

均值 最大值 最小值

位移

标准

差／ｍ

位移

协方

差／ｍ

塔筒顶部风机荷载／ｋＮ

均值 最大值 最小值

荷载

标准

差／ｋＮ

荷载

协方

差／ｋＮ

塔筒底部扭矩／（ｋＮ·ｍ）

均值 最大值 最小值

扭矩

标准差

／（ｋＮ·ｍ）

扭矩

协方差

／（ｋＮ·ｍ）

整体 ０．１５４０ ０．３５１ －０．０１７０．０６５８０ ３９９．１３９２ ８６４ １０．４ １５３．８３００ ３０８９７ ６９８００ －３０１０ １２９０８

半整体

（Ｃ－Ｂ） ０．１５１４ ０．３４８ －０．０１３０．０６６９０ ０．００６６３９２．８８７１ ８５４ １８．３ １５７．２３５０１６．１１１９ ３０３９６ ６９５００ －２２２０ １３１２１ １３０６．４

半整体

（ＳＥＲＥＰ） ０．１５１１ ０．３４７－０．０１０７０．００６６６ ０．００７１３９２．３７４９ ８５５ ２５．０ １５６．６８０８１７．３４０６ ３０３４２ ６９６００ －１７１０ １３０７６ １４０５．３

由海上风机结构时程反应均值可得，稳态风场

作用下整体模型与半整体模型的计算结果基本一

致。进一步综合协方差对比可得，相对于 ＳＥＲＥＰ方
法，基于Ｃ－Ｂ方法所建立的半整体模型得到的海
上风机结构反应更为精确，如基于半整体模型（Ｃ－
Ｂ）和半整体模型（ＳＥＲＥＰ）所得风机荷载 ＴＢＭＹ的协
方差分别约为１３０６ｋＮ·ｍ和１４０５ｋＮ·ｍ。
５．２ 五桩基础风机计算

基于平均风速为８ｍ／ｓ脉动风场，如图３所示，
开展五桩基础海上风机整体模型与半整体模型及半

整体模型超单元计算方法对比，该基础结构相对于

单桩基础的区别为显著增加基础结构自由度数目，

约为１２２４。随机风场作用下基于五桩基础海上风
机整体和半整体结构动力响应时频域反应对比如图

７和图８所示，统计值对比分别表６所示。

图７ 五桩基础结构塔筒顶部位移

图８ 五桩基础塔筒顶部位移频域反应

由塔筒顶部位移时程反应对比可知，随着基础

结构自由度数量的增加，半整体计算模型仍能保持

较高的计算精度，采用分别 Ｃ－Ｂ方法和 ＳＥＲＥＰ方
法建立的半整体模型计算结果基本一致。同时基于

上述整体和半整体模型所得塔筒顶部位移频域反应

控制频率基本相同，如图８所示。
由表６所列风机结构时程反应统计值对比可

知，分别基于半整体（Ｃ－Ｂ）和半整体（ＳＥＲＥＰ）模型
得到的塔筒顶部位移 ＤＸ和塔筒顶部风机荷载 ＦＸ
时程反应统计值基本一致，比如基于上述半整体模

型分别得到的塔筒顶部位移极大值分别为０．１５５３ｍ
和０．１５５４ｍ，与整体耦合模型计算误差分别为
２．８８％和２．８１％。

表６ 五桩基础风机动力响应统计值

模型

类型

塔筒顶部位移／ｍ

均值 最大值 最小值

位移

标准

差／ｍ

位移

协方

差／ｍ

塔筒顶部风机荷载／ｋＮ

均值 最大值 最小值

荷载

标准

差／ｋＮ

荷载

协方

差／ｋＮ

塔筒底部扭矩／ｋＮ·ｍ

均值 最大值 最小值

扭矩

标准差

／ｋＮ·ｍ

扭矩

协方差

／ｋＮ·ｍ

整体 ０．１５９９ ０．３９２－０．０２０９０．０６７７ ３９９．５７０８ ９３０ －５．１７ １５３．０４９８ ３１２７９ ７６０００ －３９８０ １２９５２

半整体

（Ｃ－Ｂ） ０．１５５３ ０．３７２－０．０１６１０．０６５０ ０．００８８３８８．８９４３ ８８２ ６．９６ １４７．１４１５２１．２８８２ ３０４０８ ７２０００ －３２１０ １２３９９ １７２０．６

半整体

（ＳＥＲＥＰ） ０．１５５４ ０．３５９－０．１２０００．０６５３ ０．０１７８３８８．９８０１ ８５３ １７．１０ １４７．７７９２３７．７７６１ ３０４２２ ６９５００ －２２４０ １２４８０ ３４３５．７
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进一步对比可得，基于半整体模型（Ｃ－Ｂ）所得
时程反应协方差明显小于半整体模型（ＳＥＲＥＰ）计算
的结果，比如基于上述两个计算模型所得塔筒底部

弯矩协方差分别为１７２０．６ｋＮ·ｍ和３４３５．７ｋＮ·ｍ。
上述显著差异说明，基于 Ｃ－Ｂ方法所得基础超单
元建立的半整体模型计算结果更为符合海上风机整

体耦合模型得到的结构动力响应。

６ 结 论
本文基于单桩基础和五桩基础海上风机系统开

展了整体耦合与半整体计算模型及半整体模型超单

元计算方法对比研究。基于所述对比可得如下结

论：

（１）对于固定式海上风机，在保证基础超单元
选取合理的前提下，基于转子－机舱－塔筒－基础
超单元所得结构响应与整体耦合模型计算结果基本

一致。

（２）基于Ｃ－Ｂ方法和 ＳＥＲＥＰ方法计算固定式
基础结构超单元，在保证基础结构低阶动力特性相

似的前提下，均能够准确模拟随机风荷载作用下转

子系统和塔筒结构动力响应。

（３）由时程反应协方差对比可知，相对于
ＳＥＲＥＰ方法，基于 Ｃ－Ｂ方法所建立的半整体计算
模型计算结果更为接近整体耦合模型计算结果。
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