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摘要  海上风电机组⁃塔筒⁃基础整体结构长期遭受风、浪、流、浮冰等循环荷载的耦合作用，所引发的振动显著影响

结构安全与发电效率。为兼顾塔筒内电梯与电缆布置空间，提出一种 C 型调谐液柱阻尼器（C⁃shaped tuned liquid 
column damper，简称 C⁃TLCD）。基于有限元与有限体积耦合方法，建立 C⁃TLCD⁃风电机组流固耦合动力模型，分

析 C⁃TLCD 在风、波浪、浮冰等荷载下的减振性能，并与环形调谐液柱阻尼器（toroidal⁃tuned liquid column damper， 
简称 T⁃TLCD）进行对比。结果表明：二者在相同水深下自振频率基本一致；考虑塔筒井方位影响时，C⁃TLCD 控制

效率在±5% 范围内波动；C⁃TLCD 的控制效率较高，可有效控制循环荷载作用下塔筒顶部的位移、速度、加速度共

振响应。研究成果为 C⁃TLCD 的工程实践提供了重要支撑。
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0 引  言

单桩基础具有结构简单、成本低等优点，是目前

海上风电场应用最为广泛的基础型式［1］。海上风电

机组⁃塔筒⁃单桩基础为典型柔性结构，服役期间长

期遭受风、浪、流等循环荷载作用，会导致结构疲劳

损伤、运行年限缩短与维护成本增加等问题［2］。针

对风电机组和塔筒结构的振动控制，学者们提出多

种控制策略，包括应用调谐质量阻尼器（tuned mass 
damper， 简 称 TMD）［3］、惯 容 式 TMD［4］，摆 锤 式

TMD［5］、TLCD［6］、调 谐 液 体 阻 尼 器（tuned liquid 
damper，简 称 TLD）［7］等 装 置 。 基 于 传 统 的 U 型

TLCD，Ding 等［8］提出了 T⁃TLCD。T⁃TLCD 在不

同方向上的自振频率保持一致，可同时实现海上风

机塔筒在主风向和侧向的调谐减振［9⁃10］。

目前，新型阻尼器通常未考虑风电机组内部空

间的局限性。文献［11⁃13］均假设机舱内的所有空

间可用于布置 TMD。文献［14⁃15］在设计摆锤式

TMD 时假设塔筒内部无任何其他装置。刘纲等［16］

模拟了使用边长为 2.75 m 的 TLD 对直径为 4.24 m
的塔筒（该圆内接正方形边长为 3.00 m，该 TLD 几

乎将塔筒内部平面空间占满）进行振动控制的效果。

针对风电机组塔筒内部需要布设电梯井和电缆

等设备的空间限制，本研究提出采用 C⁃TLCD 用于

控制塔筒振动。基于商用软件 ANSYS，结合有限

元方法和有限体积方法，建立 C⁃TLCD 与海上风电

机组⁃塔筒⁃单桩基础整机结构的流固耦合数值模

型，验证所建立的流固耦合数值方法的准确性，系统

分析 C⁃TLCD 对塔筒结构的减振效果。在数值仿

真中，考虑风、浪、冰荷载等不同激励，模拟机组在正

常 、极 端 工 况 下 的 动 力 响 应 。 虽 然 本 研 究 中 的

C⁃TLCD 和文献［8］中的 T⁃TLCD 有一定相似性，

但 C⁃TLCD 具有非对称的几何外观，其内液体流动

形式更为复杂，需针对 C⁃TLCD 的液体自振频率以

及多方向减振特性进行研究，以验证 C⁃TLCD 在近

海风电机组振动控制中的适用性。

1 塔筒与 C‑TLCD系统

图 1 为塔筒与 C⁃TLCD 系统，由塔筒、小圆壳、

隔板、小底板、大底板和液体组成。其中：大底板直

径为塔筒直径；小圆壳位于大底板上方，且与塔筒同
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心；小底板位于小圆壳下方，且直径与小圆壳相同；

隔板均匀分布于塔筒和小圆壳之间。在某 2 个相邻

隔板之间设置通道，通道内可布设电梯井和电缆等

机械设备。除该通道外，其余相邻隔板、塔筒、圆壳

之间填充阻尼液体。在该减振系统中，也可另设大

圆壳盛放液体。图 1 中的 8 个隔板将塔筒（或大圆

壳）与小圆壳之间的空间分割成 8 个区域，其中 7 个

区域填充液体且底部相互连通，余下 1 个区域作为

通道布设电梯等机械设备。在外荷载的激励下，塔

筒会在主风向和侧向上摇摆振动，此时 C⁃TLCD 内

的液体会来回振动并产生控制力，从而对结构的振

动进行有效抑制并实现能量耗散。

本研究中的风电机组为我国南部地区海上风电

场的 5.5 MW 机组（单桩基础），5.5 MW 风力发电机基

本参数见表 1［10，17］。文献［10］设计并使用 1个T⁃TLCD
装置对机组塔筒进行减振。C⁃TLCD 与 T⁃TLCD 的

区别仅在于前者比后者少 1个液柱。鉴于此，本研究

基于文献［10］中 T⁃TLCD 的设计参数，对 C⁃TLCD
开展数值模拟。其中：大圆壳半径 R1=1.81 m；小圆

壳半径R2=1.39 m；大底板和小底板之间的距离 B=
0.44 m；隔板数量为 8；水深V=1.96 m。

由拉格朗日动力学可推导得到 T⁃TLCD 的液

体自振频率方程［8］为

ff =
1

2π
2g
L e

（1）

其中：g为重力加速度；Le为 T⁃TLCD 的有效长度。

Le的表达式为

L e = 2V+ 0.853 6ηH （2）
其中：V和 H分别为 TLCD 的液体初始深度和水平

段长度；η为 TLCD 的竖直段与水平段液柱的横截

面积比值。

η的表达式为

η= AV/AH （3）
其中：AV为竖直段液柱横截面积；AH为水平段液柱

横截面积。

AV、AH的表达式［8］分别为

AV = π
8 ( R 2

1 - R 2
2 ) （4）

AH = 2R 1B/3 （5）
根据式（1）~（5）以及 T⁃TLCD 的几何参数，可

知 T⁃TLCD 的液体自振频率为 0.29 Hz（调谐至塔

筒基频）。使用 T⁃TLCD、C⁃TLCD 时，阻尼器的液

柱数量分别为 8、7，相应的液体质量分别为 11.7、
10.6 t。T⁃TLCD 的设计方法可参考文献［10］。

2 分析方法与加载工况

2.1　流固耦合数值模拟方法　

本研究采用 ANSYS 计算结构与液体的动力相

互作用过程。图 2 为 5.5 MW 风电机组有限元模型，

图 1　塔筒与 C-TLCD 系统

Fig.1　Wind tower with a C-TLCD

表 1　5.5 MW 风力发电机基本参数 [10,17]

Tab.1　Main parameters of 5.5 MW wind turbine [10,17]

参数

切入、额定、切出风速/（m·s-1）

额定功率/MW
叶片数量

转子直径、轮毂高度/m
水深/m
塔顶、塔底、单桩直径/m
最小、最大转速/（r·min-1）

转子、机舱、塔筒质量/t
单桩基础质量/t
主风向、侧向的塔筒基频/Hz
正常工况中主风向、侧向的整体阻尼比/%
极端工况中主风向、侧向的整体阻尼比/%

数值

3，10.1，25
5.5
3
158，103
30
4，7.5，7.5
4.3，12.0
197，243，451
1 504
0.29，0.29
5.5，1.0
1.0，1.0
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包括阻尼器（位于塔筒顶端）、塔筒和单桩基础、覆盖

层和基岩层。参照文献［18］，本研究在数值模型中

使用集中质量点（440 t）代替机舱及转子。在建模

过程中，塔筒和单桩基础部分使用 3 640 个壳体单元

（Shell⁃181），阻尼器部分使用 4 348 个四面体单元

（Solid⁃187），覆盖层和基岩层使用 5 991 个四面体单

元（Solid⁃185）。其中，单桩基础部分沿 z轴的负方

向贯入至岩石层顶部，即单桩基础的贯入深度为土

体层在 z方向的距离（52 m）。

为减轻边界效应的影响，在有限元模型中，覆盖

层和基岩层的模型直径为单桩基础直径的 13 倍

（97.5 m），沿 z方向的总深度为单桩基础贯入直径

的 2.5 倍（130 m）［19］。塔筒和单桩基础部分的材料

为结构钢，其杨氏模量为 2×1011 Pa、泊松比为 0.3、
密度为 7 850 kg/m3。假设阻尼器实体单元的杨氏

模量、泊松比与塔筒和单桩基础保持一致。在本研

究中，仅考虑阻尼器内液体质量对系统动力响应的

影响，暂不考虑阻尼器容器质量的影响，因此阻尼器

实体单元的密度设为 0。
根据工程现场的地勘报告，土体的密度、杨氏模

量与泊松比分别假设为 2 000 kg/m3、2 × 107 Pa 与

0.3，岩石的相应数据分别假设为 2 080 kg/m3、1.5 ×
109 Pa 与 0.26。根据文献［20］，土体和岩石层的最

外侧、最底部单元设置为黏弹性人工边界单元，用于

模拟半无限空间波动问题。假设单桩基础壳单元与

其内部、外部的土体实体单元固接，不产生相对滑

移。有限元模态分析结果表明，该系统在主风向和

侧向的一阶模态质量均为 600 t，一阶自振频率均为

0.29 Hz。因此，C⁃TLCD 液体质量为结构一阶模态

质量的 1.77%。

图 3 为 C⁃TLCD（单元数量为 43 056）的计算模

型。从 x方向（主风向）依次对各方位的液柱进行编

号（1~8）。其中，需去除某液柱作为布设电缆等机

械设备的通道。从图 3 可观察到去除 2 号液柱的结

果，2 号液柱位于主风向和侧向的角平分线上。在

Fluent 模块中，C⁃TLCD 内的液体流动采用 k⁃ε湍流

模型进行数值求解，采用流体体积法确定自由液面

位置［9］。阻尼器内的液体为纯净水，气体为空气。

在后文中，将研究去除不同方位的液柱所得到的

C⁃TLCD 控制效率。

2.2　数值模拟方法准确性验证　

在进行风电结构与 TLCD 系统的大规模流固

耦合计算前，使用清华大学水工试验室的小比尺

T⁃TLCD 模型进行实时耦联动力试验（real⁃time hy⁃
brid simulation， 简称 RTHS），验证流固耦合数值模

型的准确性。在 RTHS 中，以小比尺的 T⁃TLCD 模

型（大 圆 壳 半 径 R1=0.155 m、小 圆 壳 半 径 R2=
0.130 m、大底板和小底板之间的距离 B=0.026 m、

隔板数量为 8、水深V=0.143 m）作为物理子结构在

振动台上进行试验，1 个单自由度的受控结构（质量

为 300 kg、阻尼比为 1%、自振频率为 1 Hz）作为数

值子结构在计算机中进行实时动力计算。

图 4 为流固耦合数值模型的有效性验证。采用

峰值加速度为 0.7 m/s2 的地震加速度时程 Kobe 和

Taft 作为外界激励。图 4（c）对比了数值模型与

RTHS 试验在 T⁃TLCD 控制下所确定的结构位移

响应时程，可以看出数值仿真结果与试验结果的吻

合较好。因此。ANSYS 中所建立的数值模型可用

于求解 TLCD 类型的液体阻尼器与结构的相互作

用过程。

图 2　5.5 MW 风电机组有限元模型

Fig.2　Finite element model of 5.5 MW wind turbine

图 3　C-TLCD 的计算模型

Fig.3　Computational models of C-TLCD
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2.3　加载工况　

风、浪、冰荷载的时程通过 FAST 软件程序［21］

的 AeroDyn、HydroDyn、IceDyn 子模块提前生成。

在有限元模型中（图 2），风、浪（或冰）荷载分别施加

于塔顶以及单桩基础处。由于不同水深处波浪荷载

的大小有所区别，在 HydroDyn 中分别计算水深 0~
10 m、10~20 m 及 20~30 m 的波浪荷载，并分别施

加到对应的单桩基础壳单元上。浮冰荷载则施加于

平均水位线高程处的单桩基础壳单元。

本研究考虑 6 种组合工况，风、浪与风、浮冰联

合加载工况如分别表 2 所示、表 3。其中：工况 1~4
为考虑风、浪联合作用的工况；工况 1、2 为正常运行

工况（风机发电）；工况 3、4 分别为 1 年一遇和 50 年

一遇的极端工况（风机停机）；工况 5~6 为考虑风、

浮冰联合作用的工况。各工况中的风、浪参数根据

5.5 MW 机组所在风电场的正常运行工况与极端工

况下的计算边界条件确定。基于指数律计算风速廓

线沿高程的变化，稳定度参数取为 0.2［22］。风场的湍

流强度假设为风机设计标准中的 B 级［22］。在计算风

荷载的过程中，考虑了叶片转动和桨距角的影响。

波浪荷载的时程基于 Jonswap 波浪谱计算，且假定

浪流方向和入流风方向保持一致。

冰荷载的时程由文献［23］所提出的冰⁃结构相

互作用模型计算获得。在工况 5、6 中，将工况 3、4 中

的波浪荷载替换为浮冰荷载，以模拟极端工况中的

冰激励振动。在 IceDyn 子模块中计算冰荷载时程

时，假设冰厚为 0.02 m，冰的抗压脆性破坏强度为

5×106 Pa，各冰齿之间的间距为 1 m，浮冰移动速度

为 0.29 m/s。在该冰荷载参数下，冰荷载的激励频

率集中于 0.29 Hz处，可激发风电机组的共振响应。

由于冰荷载激励情况下塔筒结构发生了共振，

属于极端工况，因此假设工况 5、6 中风机处于停机

状态。浮冰荷载的作用方向与入流风方向平行。根

据表 1，在工况 1、2 中，结构在主风向和侧向的阻尼

比分别设置为 5.5% 和 1.0%；在工况 3~6 中，结构

各方向阻尼比均设置为 1.0%。各计算工况的时步

为 0.01 s，总时长为 110 s。

3 结果分析

3.1　C‑TLCD液体自振频率　

在 计 算 结 构 与 阻 尼 器 的 相 互 作 用 之 前 ，对

C⁃TLCD 的自振频率进行识别，以确保阻尼器被精

确调谐，同时与 T⁃TLCD（未去除任何液柱）的自振

频率进行对比。在 Fluent 中，对图 3 中阻尼器计算

模型进行自由衰减振动模拟，对得到的时程结果进

行快速傅里叶变换，即可得到自振频率。

图 5 为 T⁃TLCD 与 C⁃TLCD 的液体自振频率，

展示了水深 V=1.96 m 时 C⁃TLCD（以 6~8 号液柱

为例）与 T⁃TLCD（以 1、2 号液柱为例）的自振频率，

纵坐标为归一化的傅里叶幅值（无量纲）。由于

C⁃TLCD 去除了某一液柱，其内部液体运动为复杂

的三维流动，因此各液柱的频率稍有区别。总体而

言，在去除某一液柱后，C⁃TLCD 的频率并未发生显

表 2　风、浪联合加载工况

Tab.2　Combined wind and wave loading conditions

工况

1
2
3
4

平均风速/
（m·s-1）

10.1
25
40
50

显著波

高/m
1.3
2.0
7.0

10.1

波峰周

期/s
5.6
7.1

14.0
17.1

桨距角/
（°）

0
19
90
90

运行

状态

正常

正常

停机

停机

表 3　风、浮冰联合加载工况

Tab.3　Combined wind and ice loading conditions

工况

5
6

平均风速/
（m·s-1）

40
50

冰厚/
m

0.02
0.02

冰速/
（m·s-1）

0.29
0.29

桨距角/
（°）

90
90

运行

状态

停机

停机

图 4 流固耦合数值模型的有效性验证

Fig.4　Verification of the effectiveness of the fluid-structure 
coupled numerical model
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著改变。因此，本研究中 C⁃TLCD 的水深确定为

V=1.96 m，与 T⁃TLCD 相同。

3.2　C‑TLCD结构减振性能　

首 先 ，以 无 2 号 液 柱 的 C⁃TLCD 为 例 ，分 析

C⁃TLCD 在各工况中的控制性能。其次，统计去除

液柱的所在方位对 C⁃TLCD 性能的影响规律。

图 6 为 工 况 1~6 的 结 构 位 移 时 程 。 其 中 ，

C⁃TLCD 无 2 号液柱。为清晰展现结构位移时程的

区别，图中选取 70~110 s 的时间窗口进行展示。可

以看出，在工况 1、2 中的主风向上，安装阻尼器后的

结构动力响应衰减并不明显，这是由于受气动阻尼

的 影 响 ，主 风 向 上 结 构 自 身 的 整 体 阻 尼 比 较 大

（5.5%）。在工况 1、2 中的侧向上，安装阻尼器后的

结构动力响应明显降低。在工况 3、4 中，风电机组

处于停机状态，各风向的结构整体阻尼比均较小，此

时安装 C⁃TLCD 后的结构在主风向和侧向的振幅

均明显减小。在工况 5、6 中，风机同样处于停机状

态，主风向的浮冰动荷载引起结构产生显著的简谐

共振响应，且该响应可被 C⁃TLCD 有效抑制。由于

冰荷载的作用方向与侧向垂直，因此侧向的结构振

幅相对较小（侧向振幅仅有主风向振幅的 20%），

C⁃TLCD 的减振效果也并不明显。

图 7 为工况 1~6 的结构位移响应频谱。可见，

C⁃TLCD 显著降低了各工况中主风向和侧向的共振

峰值，说明 C⁃TLCD 对风电结构的双方向共振响应

具有明显的抑制作用。图 8 为工况 2、3、5 和 6 的结

构位置轨迹的外轮廓图，在极坐标中展示了塔筒顶

图 6　工况 1~6 的结构位移时程

Fig.6　Displacement response of wind turbine structure under 
loading conditions 1—6

图 5　T-TLCD 与 C-TLCD 的液体自振频率

Fig.5　Liquid natural frequencies of T-TLCD and C-TLCD

图 7　工况 1~6 的结构位移响应频谱

Fig.7　Fourier spectrums of displacement response of wind 
turbine structure under loading conditions 1—6
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部运动轨迹的外轮廓。其中：0°为主风向；90°为侧

向；无阻尼器与安装 C⁃TLCD 的极半径之差可反映

C⁃TLCD 的结构振幅控制性能。由于安装 C⁃TLCD
后，塔筒顶部运动轨迹的外轮廓有所减小，因此

C⁃TLCD 可同时减小塔筒顶部在主风向和侧向上的

位移幅值。

为定量分析 C⁃TLCD 的减振效果，定义指标 I为
I= 1 - σ ( )x c /σ ( )x u （6）

其中：xc 和 xu 分别为安装和未安装阻尼器的结构的

位移响应；σ ( x )为 x的标准差值。

表 4 为工况 1~6 的阻尼器减振效果，展示了工

况 1~6 中 C⁃TLCD 对塔筒顶部的位移、速度和加速

度响应的降低效果。总体而言，C⁃TLCD 对主风向

和侧向的结构响应均有较好的减振效果。在正常的

工况 1 中，主风向和侧向的减振效率分别约为 6% 和

9%；在正常的工况 2 中，则分别为 6% 和 16%；在极

端风浪的工况 3、4 中，则高达 15% 和 27%、15% 和

11%；在极端的风和浮冰工况 5、6 中，发生显著共振

的主风向结构振动均约有 29% 的衰减。

图 9 为工况 2、6 下阻尼器对结构的作用力时

程。液体对结构产生的作用力由 2 部分构成，即液

体随着结构运动产生的惯性力，以及液体在相对结

构运动过程中产生的振荡力［9］。在正常的工况 2
下，阻尼器对结构的作用力幅值可达 5 000 N；在极

端的工况 6 下，作用力幅值达 10 000 N 以上。需要

注意的是，图 9 中的作用力时程为主风向和侧向激

励共同作用的结果。若使用 T⁃TLCD（8 个液柱均

保留的对称结构）进行振动控制，在仅受到主风向激

励时，由于液柱分布的对称性，其内部液体只会在主

风向产生对结构的作用力，而在侧向的作用力为

0［24］。相比之下，当 C⁃TLCD 仅受到主风向的激励

时，会同时在主风向和侧向 2 个方向对结构产生作

用力。这是因为去除 2 号液柱后，即使仅在单方向

的外激励下，C⁃TLCD 内部的液体流动也是三维的

（同时有主风向、侧向和竖直向的运动）。由于液柱

的不对称性，液体在主风向（x方向）上运动时会不

可避免地伴随着侧向（y方向）的运动，因此通常情

况下 C⁃TLCD 的液体流动模式更为复杂。

此外，C⁃TLCD 不再具备任意水平方向的对称

性，非对称轴方向激励所导致的液体流动会对正交

方向产生作用力，因而主风向的激励荷载特性会对

侧向的减振效果产生一定影响。在工况 5、6中，主风

向上存在着引起结构、液体共振响应的浮冰激励。

在该激励作用下，在主风向上处于共振状态的液体

影响了侧向上液体的流动状态，这可能是导致工况

5、6中 C⁃TLCD 在侧向上的控制效率不显著的原因。

3.3　塔筒井方位的影响　

在上述分析中，均假设 C⁃TLCD 中所去除的液

图 9　工况 2、6 下阻尼器对结构的作用力时程

Fig.9　Control force of dampers on the wind turbine structure 
under loading conditions 2 and 6

图 8　工况 2、3、5 和 6 的结构位置轨迹的外轮廓图

Fig.8　Outer contour of structural location trajectory under 
loading conditions 2,3,5 and 6

表 4　工况 1~6的阻尼器减振效果

Tab.4　Control effects of dampers under loading 
conditions 1—6

工况

1
2
3
4
5
6

主风向减振效果/%
位移

5.2
4.2

12.9
14.2
28.5
28.5

速度

6.2
6.7

15.2
15.3
28.7
28.7

加速度

5.8
6.3

15.4
15.4
28.5
28.6

侧向减振效果/%
位移

6.9
14.3
25.8

8.5
2.6

-5.5

速度

8.8
16.4
27.7
10.3

3.1
-5.3

加速度

9.0
17.0
26.9
10.4

3.7
-3.8
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柱为 2 号液柱（即塔筒井位于所去除的 2 号液柱处，

与主风向之间的夹角为 45°）。在实际工程中，风激

励的方向未知，主风向与塔筒井之间的夹角也难以

提前预测。在图 3 所示的阻尼器中，若去除的液柱

为 1 号液柱，则主风向与去除的液柱之间的夹角为

0°；若去除的液柱为 3 号液柱，则主风向与去除的液

柱之间的夹角为 90°。
以工况 1~4中的结构加速度响应为例，表 5为去

除液柱的方位对加速度控制效率的影响。需要说明

的是，针对结构的加速度、速度或位移响应，C⁃TLCD
中去除的液柱方位对控制效率的影响规律均一致。

为简洁起见，文中仅列出结构加速度响应的结果。

可以看出，去除不同方位的液柱后，C⁃TLCD 的控制

效率在一定范围内波动。据此可知，当风激励方向

变化时，C⁃TLCD 的控制效果也会相应发生变化，变

化幅度约为±5%。无论是去除 1 号、2 号，还是 3 号

液柱，C⁃TLCD 的振动控制效果均较为显著。去除

1 号液柱的 C⁃TLCD 在工况 1~4 中的主风向上的平

均控制效率为 11.4%，而去除 2号、3号液柱的相应效

率为 10.7%、11.0%。在侧向上，各工况中去除 1 号、

2 号和 3 号液柱的 C⁃TLCD 的平均控制效率分别为

18.2%、15.8% 和 16.2%。可见，去除 1 号液柱的

C⁃TLCD 的性能稍优于去除 2 号或 3 号液柱。在工

程设计时，建议去除 1 号液柱，即主风向与去除的液

柱之间的夹角为 0°。

通过上述分析可知，C⁃TLCD 可改善风、浪、冰

荷载下单桩式风机的动力响应，且为塔筒内部的电

梯井、电缆等机械设备预留通道，具有较高的工程应

用价值。

4 结  论

1） 结合实际风电塔筒内部结构特征，提出了

C⁃TLCD 用于塔筒减振，建立了 C⁃TLCD⁃风机塔筒

的流固耦合动力分析模型，通过试验验证了流固耦

合数值模型的准确性；在相同水深下，C⁃TLCD 和

T⁃TLCD 的自振频率基本一致，在结构初步设计阶

段，C⁃TLCD 可按 T⁃TLCD 的方法进行设计。

2） 以 去 除 2 号 液 柱 的 C⁃TLCD 为 例 ，当

C⁃TLCD 的液体质量为风电结构一阶模态质量的

1.77% 时：在风机运行工况中，C⁃TLCD 在主风向、

侧向的控制效率分别约为 6%、7%~17%；在风浪

极端工况（风机停止运行）中，C⁃TLCD 在主风向、侧

向的控制效率分别约为 15%、10%~25%；在风、浮

冰极端工况（风机停止运行）中，C⁃TLCD 在主风向

的控制效率高达 29%，在侧向则几乎无控制效果；

在主风向（浮冰荷载的激励方向）上，结构的振动响

应更为显著，振幅约为侧向的 5 倍。因此，在风、浮

冰极端工况中，相比起侧向，应重点关注 C⁃TLCD
在主风向上的控制效果。

3） 考虑塔筒井方向的影响时，C⁃TLCD 的控制

效 率 可 能 在 一 定 范 围 内 波 动（变 化 幅 度 约 为

±5%）。因此，当风激励方向变化时，C⁃TLCD 的控

制效果也会随之变化。尽管如此，无论塔筒井位于

哪个方位，C⁃TLCD 的振动控制效果均较为显著。
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