
 

 

セミサブ浮体式洋上風力発電システムの 
動的応答予測モデルの開発と実験による検証 

 
 
 

ファム バン フック1・石原 孟2 
 

1正会員 東京大学大学院生 大学院工学系研究科社会基盤学専攻(〒113-8656 東京都文京区本郷7-3-1) 
（現・清水建設（株）技術研究所 総合解析技術センター研究員） 

E-mail: p_phuc@shimz.co.jp 
2正会員 東京大学教授 大学院工学系研究科社会基盤学専攻(〒113-8656 東京都文京区本郷7-3-1) 

E-mail: ishihara@bridge.t.u-tokyo.ac.jp 
 

浮体式洋上風力発電システムを対象に浮体と風車の連成振動を考慮した時刻歴応答解析プログラムを開

発し，風水洞実験と比較することにより高い予測精度を有することを示した．モリソン式は垂直コラムを

有する浮体の鉛直動揺量を過大に評価するのに対して，Srinivasanらの実験値を採用することにより鉛直動

揺量を精度よく予測できることを明らかにした．暴風時には水力減衰力が大きいため，空力減衰による低

減効果が小さいが，発電時における空力減衰効果は浮体の動揺を低減させることが分かった．弾性変形が

浮体の動的応答に大きな影響を与え，弾性変形を無視した動的荷重が過小に評価されることが分かった．

波の非線形性が顕著になる50mの水深では，浮体の弾性モードと非線形波の高次成分との共振により浮体

の動的荷重を増加させることを明らかにした．  
 

     Key Words : floating offshore wind turbine system, Morison's equation, hydrodynamic damping, aero-
dynamic damping, elastic deformation, resonance, nonlinear wave 

 
 

1. はじめに 
 
近年，地球温暖化防止策として発電時に二酸化炭素を

一切排出しない風力発電が注目されている．日本の風力

発電導入量は，1990年代後半から急速に増加し，2007年
3月末時点での風力発電設備容量は149万kWに達してい

る．しかし，風力資源の偏在性や立地の制約により陸上

風力発電の導入拡大は困難になりつつあり，洋上風力発

電の開発が期待されている．水深の浅い欧州では着底式

の洋上風力発電が既に実現されているが，日本において

は水深の深い海域が多く，浮体式洋上風力発電の開発が

強く望まれている1), 2)．しかし，現状では浮体式洋上風

力発電技術が確立されておらず，商用風車を搭載する浮

体式洋上風力発電システムはまだ設置されていない． 
洋上風力発電用浮体としては海域の波浪条件及び水深

によってポンツーン型3)-5)，スパー型6)-13)，セミサブ型14)-19)

の3種類に分類される．ポンツーン型の浮体は左右の没

水量の変化による復原力を生じさせる大きな水面貫通部

分があるため，波の影響を受けやすく，比較的静穏な海

域や防波堤に囲まれる海域に適用している．また，スパ

ー型の浮体は重心を下げることにより復原力を発生させ

る構造であり，水面貫通部分が小さく，波浪条件の厳し

い沖合に設置できるが，長い垂直円筒で構成されている

ため，水深の深い海域のみに適用できる．一方，セミサ

ブ型の浮体は浮体の大部分が没水されて，水面貫通部分

が小さく，水深の制約をほとんど受けないため，波浪条

件の厳しい海域や水深の比較的浅い海域に設置できる．

しかし，これまでに提案された浮体の殆どは海洋石油開

発分野の浮体技術に基づいており，大きな部材を用いて

いるために，浮体の動的応答を評価する際には流体の粘

性効果や部材の弾性挙動を無視してきた．一方，風車は

比較的軽く，これを支持するために必要となる浮力が小

さいため，浮体の軽量化の余地が残されている17)-19)．石

原ら20)は経済性の観点から軽量セミサブ浮体を提案した．

このような浮体は，細い部材により構成されているため，

流体の粘性効果や部材の弾性挙動が顕著である20)-26)．従

って，風車と浮体の終局・疲労荷重の評価において浮体

の動的応答を精度よく予測するためには，浮体に作用す

る流体力及び浮体の弾性挙動を厳密に評価することが不

可欠である． 
浮体に作用する流体力は浮体の運動による付加質量の

慣性力と造波減衰力，入射波と反射波による波強制力，

流れによる非線形抗力に大別される27)．近接した部材ま

たは大きな部材を用いる浮体では浮体による波の変形・
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図-1 浮体における流体力推定法の適用範囲 31), 32) 

回折の影響が大きく，浮体の運動による造波減衰力と反

射波による波強制力が支配的であるため，浮体の動揺評

価には線形ポテンシャル理論がよく用いられる28), 29)．一

方，部材の寸法が波長に比べて十分小さく，波の変形が

無視できる構造には粘性影響による非線形抗力が支配的

であるため， Morisonら30)により提案されたモリソン式

がよく用いられる．図-1には第3章に示された発電時及

び暴風時を想定した波浪条件において線形ポテンシャル

理論とモリソン式との適用範囲を入射波高，入射波長と

浮体の部材断面寸法の比で表した一例を示す．円柱部材

の直径が波高に比べ小さい時 には円柱表面に流れの剥

離が生じ，粘性影響が支配的である．一方，円柱の直径

が波長の0.2倍より大きくなる と，円柱の存在により入

射波が乱されるため，波と部材の相互作用を考慮する必

要がある．また， 以下かつ 以下の範囲においてはいず

れの手法も適用できる31), 32)．従来の海洋石油開発用浮体

においては部材の直径が15～25m33)であるため，線形ポ

テンシャル理論を用いるのは妥当であるが，風車用軽量

セミサブ浮体20)では部材の直径は3m～15mであり，モリ

ソン式を用いるのは適切であると言える． 
モリソン式の予測精度に関しては海洋工学委員会構造

分科会34)とTakagi et al.35)による検討例がある．これらの研

究では，非共振時におけるセミサブ浮体に関する応答解

析結果は実験結果と一致することを示したが，共振時に

ついては不明である．また，モリソン式は部材の直交方

向に作用する流体力を求める評価式であるため，浮体に

作用する水平方向の流体力を精度よく評価できるが，垂

直コラムの鉛直運動に起因する流体力を精度よく評価で

きない問題がある36)-43)． 
これまでに，浮体の動的応答の評価手法としては，主

に二段階解析法44)と弾性応答解析法33)が用いられてきた．

前者は，部材の変形が応答に与える影響が微小である場

合に用いられる．この手法では，まず構造全体を剛体と

仮定し，動揺解析の結果を用いて，各部材に作用する外

力を算出する．次に，得られた外力を浮体に作用させ，

静的な弾性解析を行うことにより，部材の応力を求める．

この手法は，船舶工学の分野で開発された動揺解析プロ

グラムと汎用構造解析プログラムをそのまま用いること

のできる利点があるが，浮体の弾性変形による動的応答

を評価できないという問題がある．一方，後者は最初か

ら構造を弾性体としてモデル化し，多質点応答解析を行

うことにより，浮体の動揺量と部材の応力を同時に求め

ることができる．吉田・石川33)は，浮体構造が長い場合

に，剛体仮定が成立せず，最初から部材の弾性変形を考

慮する必要があることを示している．しかし，風車用浮

体については検証された例が少なく，弾性挙動や非線形

波による影響は不明である． 
そこで，本研究では，まず浮体式洋上風力発電システ

ムの動的応答を高精度に評価するために浮体に作用する

非線形抗力，浮体の弾性挙動及び浮体と風車の連成振動

を考慮できる数値予測モデルを開発する．そして，剛体

および弾性体の浮体模型を用いた風水洞実験を実施し，

浮体の固有周期を調べるとともに，浮体の動揺量と波高

との関係，風車の空力減衰による効果及び浮体の弾性応

答を明らかにする．最後に，実験結果と比較することに

より本研究で開発した数値予測モデルの予測精度の検証

を行い，浮体共振時における非線形抗力による減衰効果，

浮体の弾性挙動，波の非線形性が浮体の動的応答に与え

る影響を定量的に評価する． 
 
2. 数値モデル  
 
本章では，有限要素法 45)に基づき浮体と風車の相互作

用を考慮した運動方程式を導出し，浮体に作用する外力

（係留索の張力，静水圧による復原力，流体力）と風車

に作用する空気力のモデル化を行うとともに，時間領域

における運動方程式の数値解法を述べる． 
表-1 には本研究で用いた数値モデルの概要を示す．

使用した要素は Saint-Venant のねじりを考慮する 6 自由

度の梁要素であり，参照座標系はTotal Lagrangeで定式化

した．また，外力としては，線形バネにより表す係留索

張力，静水圧による復原力，モリソン式により表す流体

力 30)，Srinivasanモデル 43)により表す減衰力及び準定常理

論による空気力モデルを考慮した．構造減衰には一般化

減衰モデル，固有値解析では Subspace法，時刻歴応答解

析では Newmark-β法(β=1/4)をそれぞれ採用した．解析用

浮体構造モデルは図-2に示す． 
 
(1) 運動方程式 

本研究では有限要素法 45)に基づき，浮体と風車を

Saint-Venantのねじりを考慮する 6自由度の梁要素により

定式化し，式(1)に示す運動方程式を導出した．  

{ } { } { } { }M X C X K X F+ + =⎡ ⎤ ⎡ ⎤ ⎡ ⎤⎣ ⎦ ⎣ ⎦ ⎣ ⎦&& &     (1) 
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図-2 解析用浮体構造モデル 

表-1 数値モデルの概要 

使用要素 Saint-Venant のねじりを考慮する 6 自

由度の梁要素 
参照座標系 Total Lagrange定式化 

外力 

• 線形バネにより表す係留索の張

力 
• 静水圧による復原力 
• モリソン式により表す部材の直

交方向に作用する流体力 
• Srinivasan モデルにより表す垂直

コラムにおける減衰力 
• 準定常理論による空気力 

減衰 一般化減衰モデル 
固有値解析 Subspace法 
時刻歴応答

解析 
Newmark-β法(β=1/4) 

ここで， 

tt tf

ft ff

M M
M

M M

⎡ ⎤
=⎡ ⎤ ⎢ ⎥⎣ ⎦
⎢ ⎥⎣ ⎦

，
tt tf

ft ff

C C
C

C C

⎡ ⎤
=⎡ ⎤ ⎢ ⎥⎣ ⎦
⎢ ⎥⎣ ⎦

 

tt tf

ft ff

K K
K

K K

⎡ ⎤
=⎡ ⎤ ⎢ ⎥⎣ ⎦
⎢ ⎥⎣ ⎦

，{ } { },
T

t fX X X=  

{ } 0 0 0
0

t W

f G R E

F F
F

F F F F
⎧ ⎫ ⎧ ⎫ ⎧ ⎫ ⎧ ⎫ ⎧ ⎫⎪ ⎪= = + + +⎨ ⎬ ⎨ ⎬ ⎨ ⎬ ⎨ ⎬ ⎨ ⎬
⎪ ⎪ ⎩ ⎭⎩ ⎭ ⎩ ⎭⎩ ⎭⎩ ⎭

 

M⎡ ⎤⎣ ⎦は質量マトリックス， C⎡ ⎤⎣ ⎦は構造減衰マトリック

ス， K⎡ ⎤⎣ ⎦は要素剛性マトリックス，{ }X は節点変位ベク

トル，{ }F は各節点での外力ベクトルである．また，風

車に関する項は t または tt ，浮体に関する項は f または

ff ，風車と浮体との連成項は tf または ft で表す．更に，

{ }GF は係留索の張力，{ }RF は静水圧による復原力，

{ }EF は流体力，{ }WF は空気力である．各要素における

マトリックス及び外力は局所座標系で定式し，全体座標

系に変換した後，全要素に対して和をとることにより，

運動方程式を導出した．以下，各外力のモデル化につい

て述べる． 
また，本研究では浮体の動的応答を予測することを主

目的としているため，浮体の動揺に大きな影響を与える

発電時の風方向の風荷重のみをモデル化した．ただし，

風力発電機（ブレード，主軸，ギア等）の応答を評価す

る場合には，風車ブレードの回転慣性力等が重要であり，

この効果を考慮する必要がある． 
 
(2) 外力のモデル化 
a) 係留索張力のモデル 
係留索の張力は一般に非線形であるが，カテナリー

係留は緩いため，非線形張力を等価線形バネに置き換え

ることができる．バネ定数は係留索の取り付け端の変位

と係留索の張力の関数となるカテナリー曲線から微小変

位理論により算出できる 46)．本研究では，数値モデルの

検証を目的としているため，暴風時の潮流力と最大風荷

重を定常外力として作用した時のバネ定数を選び，実験

と解析を実施した．実際の浮体の応答を評価する際には

それぞれの荷重状態に合わせてバネ定数を設定する必要

がある． 
係留索の取り付け節点 i に作用する係留索の張力は次

式で表す． 

{ } { }G G ii iF K X= −⎡ ⎤⎣ ⎦                              (2) 

ここで， 

{ } { }, , , , ,
T

x y zi i
X x y z θ θ θ=  
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G iK⎡ ⎤⎣ ⎦ はバネ定数， 1iK と 2iK 及び 3iK はサージ，スウ

ェー及びヒーブ方向の線形バネ定数である． 
b) 静水圧による復原力のモデル 

静水圧による復原力は，浮体運動時の浮力変化から

微小変位理論により線形化でき，求めることができる 47)．

水線面の節点 i に作用する静水圧による復原力は次式に

より示される． 

{ } [ ] { }R Ri iiF K X= −
       (3) 

ここで， 

[ ]

0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0

w w
R i

X

Y

gA
K

W GM
W GM

ρ

⎡ ⎤
⎢ ⎥
⎢ ⎥
⎢ ⎥−

= ⎢ ⎥
− ×⎢ ⎥

⎢ ⎥− ×
⎢ ⎥
⎢ ⎥⎣ ⎦

 

[ ]R iK は静水圧による復原力の比例定数， wρ は流体

の密度， g は重力の加速度， wA は水面貫通部分の面積，

W は浮体の重量， XGM と YGM はそれぞれ X 方向と

Y 方向のメタセンターの高さである． 
c) 部材の直交方向に作用する流体力のモデル 
共振時における浮体の動的応答を精度よく予測する

ためには流体力の評価が重要である．第 1章に述べたよ

うに，風車用浮体の部材の直径が小さく，波の変形が無

視できるため，本研究では部材の直交方向に作用する流

体力はモリソン式 30)により表した．モリソン式は海底に

固定されている鉛直の杭に作用する流体力を水粒子の速

度の自乗に比例する抗力と加速度に比例する波強制力の

和として表現した式であり，この式を運動する任意方向

を向いた細長部材に適用できるように修正した式 34)は次

式により表せる． 

{ } { } { } { }E EM EW EDF F F F= + +                        (4) 

ここで， 

{ } { }EM aF M X= − &&  

{ } { }EW w MF C V uρ= &  

{ } { } { }0.5ED w DF C A u X u Xρ= − −& &  

( )1a w MM C Vρ= −                                     (5) 

EF は単位長さの部材に作用する流体力， EMF は付加

質量による慣性力， EWF は入射波による波強制力，

EDF は粘性影響による非線形抗力である．また， wρ は

流体密度， MC は慣性力係数， DC は抗力係数，uとu&は

部材に直交する方向の水粒子の速度と加速度成分， X&

と X&& は部材に直交する部材の移動速度と加速度成分，

A とV は部材の面積と体積， aM は付加質量である．上

式の抗力 EDF は浮体部材の移動速度に依存するため，

流体力による水力減衰が発生する．  
d) 垂直コラムに作用する鉛直方向の流体力のモデル 
垂直コラムの鉛直運動に起因する流体力に関しては， 

Haslum & Faltinsen36)は付加質量による流体力の部分を線

形ポテンシャル理論から同定した．抗力による流体力の

部分に関してはスパー型の浮体について多くの研究が行

われた．例えば，Tao ら 41), 42)は数値流体解析および実験

によりヒーブが大きくなると，流体の剥離による粘性減

衰が重要であることを示した．ただし，これらの研究は

テンションレグ浮体を対象としたため，鉛直方向の動揺

量が相対的に小さい．最近では，Srinivasan & Chakrabarti43)

はトラス・セミサブ浮体を対象に，規則波または不規則

波中における浮体のヒーブ及びピッチ運動に関する減衰

比が 15～20%であることを実験により明らかにした． 
本研究では，垂直コラムの鉛直方向の付加質量によ

る慣性力については Haslum & Faltinsen36)により提案され

た式を用い，慣性力係数 MC を 2.0とした時に式（5）に

ある体積は次式により算定した．  

32
3 2

DV π ⎛ ⎞= ⎜ ⎟
⎝ ⎠

                                            (6) 

この体積は直径D の円柱断面の下に仮想的に直径D
の半球が存在する場合の半球体積に相当するものである． 

一方，垂直コラムの鉛直方向運動における減衰力は

次式により定式化した． 

{ } [ ]{ }ED EDF C X= − &                                   (7) 

ここで，  

[ ] [ ]( ) [ ]( )ED a R GC M M K Kα β′ ′ ′ ′= + + +⎡ ⎤ ⎡ ⎤⎣ ⎦ ⎣ ⎦           (8) 

( )
2 2

4 z z z

z

f f f f
f f

θ θ θ

θ

π ζ ζ
α

−
=

−
                            (9) 

( )
2 2

1 z z

z

f f
f f

θ θ

θ

ζ ζ
β

π
−

=
−

                                    (10) 

[ ]EDC は減衰係数マトリックス，マトリックス[ ]M ′ ，

aM ′⎡ ⎤⎣ ⎦， [ ]RK ′ と GK ′⎡ ⎤⎣ ⎦はそれぞれのマトリックス [ ]M ，
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aM⎡ ⎤⎣ ⎦，[ ]RK ， GK⎡ ⎤⎣ ⎦の鉛直成分 z と回転成分 ,x yθ θ の

みが含まれるマトリックスである．式(8)にある係数は 
Srinivasan & Chakrabari43)の実験により同定された減衰比に

より式(9)と(10)から求めることができる．ここで， zf と

fθ はヒーブとピッチ運動の固有振動数， zζ と θζ はそ

れぞれのモードの減衰比である． 
e) 空気力のモデル 
 暴風時には風車が停止しており，ロータ，ナセル及び

タワーに作用する空気力は準定常理論 48)に基づいて次式

により定式化した． 

{ } { },W WD WLF F F=                                     (11) 

ここで， 

( )( )20.5WD DF AC U Xρ α= − &  

( )( )20.5WL LF AC U Xρ α= − &  

WDF は抗力， WLF は揚力， ρ は空気の密度， A は代

表面積， DC と LC は迎角α における抗力係数，揚力係

数である 49)．U と X& は要素に直交する風速と要素の移

動速度である．なお，各要素に作用するねじりモーメン

トが小さいため，ここでは無視した．流体力の抗力と同

様に，空気力の抗力も要素の移動速度の関数であるため，

空力減衰が発生する． 
一方，風車発電時においては風車ロータの回転によ

る空気力はスラスト係数より表した． 

{ } { },W WD WLhF F F=                                     (12) 

ここで， 

( )20.5WD D h hF AC U Xρ= − &  

0WLF =  

{ }W hF はロータに作用する空気力， A はロータ面積，

DC はスラスト係数である． hU と hX& はそれぞれハブ高

さでの風速とハブの移動速度である． 
 
(3) 数値解法 

本数値モデルでは，各要素に作用する力および質量

を要素の両端の節点に等分配し，全節点における連立運

動方程式を求めた．また，係留索の張力，静水圧による

復原力及び付加質量による慣性力の項を式(1)の運動方

程式の左辺に移動させ，次式のように整理し，解析を行

った． 

[ ]( ){ } [ ] [ ]( ){ }
[ ]( [ ]){ } { }

a ED

G R

M M X C C X

K K K X F

+ + +⎡ ⎤⎣ ⎦

+ + + =⎡ ⎤⎣ ⎦

&& &
               (13) 

a) 減衰モデル 
風車用浮体における構造減衰は風車と浮体の部分が

それぞれ異なる．風車用浮体を一つのシステムとして従

来の Rayleigh 減衰を用いてモデル化すると，高次モード

の構造減衰が過大に評価される恐れがある．本研究では

構造減衰マトリックスは一般化減衰モデル 50)に従い，次

式のように求めた． 

[ ] [ ] [ ] [ ]( )1

0

p k

k
k

C M a M K−

=

= ∑     (14) 

係数 ka は次の連立方程式により算定した． 

3 2 30
1 2 1

1
2

p
i i i p i

i

a
a a aζ ω ω ω

ω
−

−
⎡ ⎤

= + + + ⋅⋅⋅ +⎢ ⎥
⎣ ⎦

 (15) 

ここで， iω と iζ は風車用浮体の弾性モード i の固有

円振動数とそのモードの構造減衰である．本研究では浮

体の動揺解析を主な目的としているため，係数 ka は浮

体の弾性モードの構造減衰により決定した．  
b) 固有値解析 
浮体の動的な特性を評価するためには，浮体の固有

周期を把握する必要がある．固有値解析の方法 51), 52)は数

多く提案され，代表的な解法としては，ベキ乗法，逆ベ

キ乗法，Subspace 法，Jacobi 法，Householder 法，QR 法，

行列式法，Sturm 列法が挙げられる．本研究では一部の

固有値を求めることに適している Subspace法 52)を用いた． 
c) 時刻歴応答解析 
 運動方程式の数値解法としては，周波数応答解析と時

刻歴応答解析が挙げられる．前者は動的システムが定常

振動状態にある場合に応答を周波数成分別に算出する方

法である．一方，後者は時間積分により解を得る方法で

ある．時刻歴応答解析では必要な時間間隔をある程度の

細かい刻みに分割して計算するため，計算時間がかかる

が，非線形問題にも適用でき，汎用性が高い．浮体式洋

上風力発電システムでは空気力と流体力が非線形である

ため，本研究では，時刻歴応答解析手法を採用した．時

間積分には種々の解法 51), 52)があり，代表的な解法として

は陽解法の 4次Runge-Kutta法と陰解法 Newmark-β法がよ

く用いられる．本研究では，振動の問題でよく用いられ

るNewmark-β法 53)を採用し，β=1/4とした． 
 

3. 風水洞実験 
 
浮体の挙動を実験的に調べた例としては，弾性模型

を用いる水槽実験（吉田・石川 33); Naoji54)），風・波を

同時に受ける風水洞実験(Inoueら)19)がある．Inoue ら 19)の

実験からは，暴風時における風車による浮体動揺への影

響が少ないことが示された．これらの実験では大きい部

材を用いた浮体を対象としたため，流体の粘性効果が小

さい．本研究では，軽量セミサブ 浮体の動的応答，浮
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(a) 風水洞の平面図 

 
(b) 風水洞の側面図 

図-3  風水洞の概観図（単位：mm） 

体の弾性挙動，風車と浮体との相互作用を明らかにする

ために，剛体模型及び弾性模型による風水洞実験を実施

した． 
 
(1) 実験装置 

風水洞実験は図-3 に示す（独）海上技術安全研究所

の変動風水洞 55)で実施した．風路の測定部は，長さ 15m，

幅 3m，高さ 2m であり，この風路に長さ 17.6m，幅 3m，

水深 1.5m のフラップ式の造波水槽が設置されている．

また，反射波を防ぐために，水路の上流にビーチ式，下

流に箱型の消波装置が設置されている． 
 
(2) 供試模型 

図-4 に示す軽量セミサブ浮体 20)の動揺特性を把握す

るために，浮体模型は実機の 1/150 スケール（幾何学的

縮尺λ=1/500）を想定した剛体模型および弾性模型を作

成した．浮体の運動を対象とする通常の実験では粘性力

より重力が卓越するため，本研究ではレイノルズの相似

則を緩和し，フルードの相似則 56)を採用した．浮体本体

にはアクリル（アクリルの比重は 1.19），風車タワーに

は発泡スチロールとアルミパイプを用いた．浮体の重量

と喫水位置を調整するために，中央浮体及び風車基礎浮

体の内部に重りを設置できるスペースを設けた．また，

弾性模型の連絡部材を設計する際には部材形状，材料の

強度と質量を考慮し，部材の重力と浮力とバランスする

ようにした．弾性模型の連絡部材の弾性挙動が支配的で

あるため，アクリル角柱（幅 10mm）を用い，剛性比に

基づきコーシーの相似則 57)により連絡部材の曲げ剛性を

再現した．更に，連絡部材の剛性に影響を与えないよう

に，50mm のスポンジ(E4188， 無吸水性，比重 0.12，硬

度 7 度)を用い，連絡部材の形状を再現し，黄銅板の重

りをスポンジに填め込むことにより浮力と重力とのバラ

ンスを調整した． 
浮体と風車との相互作用を評価するために，風車の暴

風時においてフェザリング状態の横風に相当する等価面

積を模擬した抵抗板により考慮した．また，風車の定格

発電時（スラスト係数 0.3349)）にロータに作用する空気

抗力は抵抗板により再現した．抵抗板の直径は実機スケ

ールダウンの直径の約半分(D=300mm)にして，ロータに

作用する抗力が等価になるように充実率 0.57 の抵抗板

を採用した．また重量を軽くするために，セルラ黒発泡

塩ビ(厚さは 2mm)材料を用いた．ただし，実風車タワー

の固有周期が 2秒以下であり 49)，浮体の固有周期から十

分に離れていることを考え，本実験では風車を剛体とし

た． 
表-2 には実機の 1/150 スケールダウンモデル，剛体模

型，弾性模型の諸元及びそれぞれパラメーターの縮尺を

示す．実機のスケールダウンモデルと模型の間に多少の

違いが見られるが，これは模型の製作上で風車基礎浮体

の直径をやや大きくしたことや連絡部材の幅 10mmのア

クリル製角柱を用いたことによるものである．表-3 に

は実験の風速と波浪条件，図-5 には暴風時と発電時の

模型の写真を示す．実験で用いられた風速と波浪条件は

銚子沖の海域における気象と海象条件に基づき決めた．

その詳細については文献 24)と文献 58)を参照されたい． 
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図-4 洋上風力発電用の軽量セミサブ浮体（単位：m） 

(3) 計測方法 
係留索は 4本のゴム紐(長さは 300mm)を用い，暴風時

の定常外力が作用した時のバネ定数をフルードの相似則
56)により 1/150 スケールダウンした水平成分の線形バネ

として再現した．なお，暴風時の定常外力が作用した時

に鉛直成分の係留力が小さいため，鉛直による係留効果

を無視した．浮体と係留索の配置図を図-6 に示す．係

留索には初期張力 2.943Nを設けた． 
入射波高は，模型がない時の模型位置に設置した容

量線式波高計で計測した．浮体の動揺は中央浮体に設置

したターゲットの動きを 3 台の CCD カメラにより撮影

し， 3次元運動解析ソフト（DIPP-Motion）により 6自由

度の変位に変換し，計測した．また，浮体に作用する動

的荷重を評価するために浮体の連絡部材のアクリル角柱

の根元において 4方向に 4個所に防水された歪みゲージ

を貼り，動歪みの計測を行い，連結部材の根元における

サージとヒーブ方向の動揺により生じた動的曲げモーメ

ントを求めた（図-6）．計測時間は 60s，サンプリング

周波数は変位計測についてはカメラ機能の制約で 20Hz，
その他は 1kHzとした． 

風水洞の実験では波に与える風の影響を最小限にす

るため，剥離渦を発生させないように支持物を流線型化

し，計測器の導線（ターゲットの電線，加速度計の線）

を水中に配置した．また，水槽性能を考慮し，水深

1.5mで規則波の実験を実施した． 

 
(4) データ整理 
結果はすべてフーリエ展開により造波周期に対応する

成分で整理した．ただし，波周期 2.8s以上における波高

表-2 浮体の構造諸元 

 縮尺 実機の 1/150 
スケールダウンモデル

剛体模型 弾性模型 

排水量(dm3) 3λ 4.858 5.521 5.521 
重量(kg) 3λ 4.932 5.426  5.426  
慣性モーメント(kgm2) 5λ 0.770 0.886  0.886 
重心(m) λ 0.060 0.048 0.048 
メタセンター高さGM (m) λ 0.189 0.152 0.152 
水線面積 (m2) 2λ 0.00377 0.00377 0.00377 
連絡部材の曲げ剛性EI(Nm2) 5λ 1.111 - 2.670 
係留索のバネ定数(N/m) 2λ 12.75 12.75 12.75 

表-3 実験の風速と波浪条件 

 実機のスケール 模型のスケール 
 H(m) T(s) U(m/s) H(cm) T(s) U(m/s) 

縮尺 － － － λ  λ  λ  
発電時の波浪条件 3.0 7.3 5~25 2.0 0.6 0.4~2.0 
暴風時の波浪条件 12.0 15.5 50 8.0 1.3 4 
浮体の固有周期 － 8~36 － － 0.7~3.00 － 

実験の範囲 3, 12 7~37 25, 50 2, 8 0.6~3.0 2, 4 
λ：幾何学的縮尺   
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2cm の波形が反射波の影響により線形理論波と大きく異

なったため，波周期 2.8s以上における波高 2cmの結果を

参考値として参考されたい． 
浮体の固有周期を調べるために，剛体模型を用いた．

自由動揺実験からは模型のサージ，ヒーブとピッチ方向

の固有周期はそれぞれ 2.73s，2.92sと 2.73sであることが

分かった．更に，弾性浮体の周波数応答からは浮体の弾

性変形による固有周期は 0.7sであることが分かった． 
 

4. 考察 
 
第 1章にも述べたように，軽量セミサブ浮体の部材が

細く，波と共振しやすい構造になっているため，波との

共振領域を含む幅の広い周波数領域における浮体の動的

応答の評価が重要である．本章では，第 3章に述べた風

水洞実験の結果と比較することにより開発した数値予測

モデルの精度を評価するとともに，流体力に起因する減

衰効果，風車と浮体との相互作用，浮体の弾性変形及び

波の非線形性が浮体の応答特性に与える影響を調べた． 
解析は図-2 に示すモデルを用いた．各風車は 46 の梁

要素，浮体は 50 の梁要素でモデル化した．また，風水

洞実験と同様に係留索を線形バネでモデル化した． 
構造減衰に関しては浮体の 4次と 5次モード構造減衰

を 0.5%と仮定して，式（15）の 2 次数（p=2）で係数

2
0 5.07 10a −= × と 4

1 4.85 10a −= × を求めた．また，垂直コ

ラムの鉛直方向における減衰力に関してはヒーブとピッ

チ剛体運動モードの減衰比 20%を採用した． 
風水洞実験と比較するために，動揺計算では 0.05s 刻

みで合計 3200 ステップの解析を行った．過渡応答が含

まれる初期の 2000 ステップ（100s）を除いて，残り

1200 ステップ（60s）の解析結果を用い，中央浮体のサ

ージ，ヒーブ及びピッチ方向の動揺の振幅を波高で無次

元化し，周波数応答関数として求めた．また，非線形波

による影響を調べる際には実機スケールでの解析を行っ

た．この解析では合計 700s の解析を実施し，過渡応答

を含む初期の 100s を除いて，残りの 600s の時系列デー

タを評価した． 
 

(1) 固有値解析 
表-4 には固有値解析と風水洞実験から得られた固有

周期を示す．弾性浮体の 1，2，3次モードに対応する固

有周期はそれぞれ 3.06s， 2.82sと 2.69sであり，剛体浮体

の値と一致する．これらの固有周期は係留索の張力と復

原力により規定されるものであり，弾性浮体と剛体浮体

との差がないことが分かった．一方，固有周期 0.7sは浮

体の弾性変形によるモードに対応しており，剛体浮体に

は見られない．いずれの固有周期も実験結果とほぼ一致

していることが分かる．図-7には弾性浮体の最初の 4つ

                
(a) 暴風時の模型                                                                                      (b) 発電時の模型 

図-5 模型の写真 

         
                                                        (a) 鳥瞰図                                                                                                                                 (b) 側面図 

図-6  計測機器の配置図 
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(a) 1次モード（ヒーブ方向，T=3.06s）     (b) 2次モード（サージ方向，T=2.82s） 

                                   
(c) 3次モード（ピッチ方向，T=2.69s）     (d) 4次モード（浮体の弾性モード，T=0.7s） 

図-7 弾性浮体のモード形 

表-4 実験と解析から得られた固有周期の比較 
モード 解析(s) 実験(s) 
 剛体/弾性体 剛体/弾性体 

1 3.06/3.06 2.92/ － 
2 2.82/2.82 2.73/ － 
3 2.68/2.69 2.73/ － 
4 －/0.7 －/0.7 
5 －/0.54 －/－ 

のモード形を示す．1 次，2 次と 3 次モードでは浮体は

剛体運動し，3 基の風車は浮体と共に同じ動きをしてい

るのに対して，4 次モードでは浮体は弾性運動し，それ

に伴い，3 基の風車も異なる動きをしていることが分か

る． 
 
(2) 流体力による減衰効果 

これまでの研究では浮体の部材が大きいため，抗力

を無視されること 14)が多い．しかし，部材が細い場合に

は部材に作用する抗力に部材の移動速度に比例する項が

含まれるため，浮体の動的応答に対して減衰効果が働く．

本研究では，浮体の共振領域を含む動的応答特性を明ら

かにするために，弾性浮体モデルを対象に，抗力を無視

した場合(CD=0)，抗力係数をクーリガン・カーペンター

数 Kcの関数 59)とした場合（CD: Kcの関数）の解析を行い，

風水洞実験の結果と比較した． 
解析では，浮体に作用する 3成分の水粒子の速度と加

速度は，線形波理論（Airy theory）31)により求めた．風水

洞実験と同様に浮体中央の動揺量及び連絡部材に作用す

る動的荷重を算出した．また，実験では模型製作上の制

約により連絡部材を角柱としたため，その慣性力係数及

び抗力係数は DNV-OS-J101459)に示されている円柱の式

に角柱と円柱の値の比 47)を乗じて求めた．更に，波は微

小振幅波と仮定し，クーリガン・カーペンター数は波高

H と部材の代表幅D から次式により表した． 

max

2c

U T HT HK
D D D

ω π
= ≈ =                           (16) 

計算では波の周期を 0.5～3.0s（0.1s 刻み）まで変化さ

せ，波高 2cm と 8cm の動揺解析を行い，実験結果との

比較を行った．  
図-8(a)には実験と解析により求めたサージ運動の応答

関数の比較を示す．サージ運動の固有周期 2.82s から離

れた領域（非共振領域）では抗力のモデルに依存せず，

浮体のサージ運動が精度よく予測される．一方，固有周

期付近での共振領域では抗力係数をゼロにした解析はサ

ージ運動を過大に評価する．一方，抗力係数をクーリガ

ン・カーペンター数の関数とした解析結果は，実験結果

とよく一致する．このように，共振領域におけるサージ

運動は抗力に大きく依存し，抗力のモデル化は解析結果

に大きな影響を与えることが分かる． 
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(b) ヒーブ運動の応答関数 
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(c)ピッチ運動の応答関数 

図-8  実験と解析による応答関数の比較 

図-8(b)と(c)には実験と解析により求められたヒーブと

ピッチ運動の応答関数を示す．サージ運動と同じように

非共振領域では流体力のモデル化によらず解析と実験が

よく一致するが，共振領域ではモリソン式はヒーブ運動

とピッチ運動を過大に評価する．また，Tao ら 42)の数値

流体解析から算出された抗力係数を用いる場合にはヒー

ブとピッチの解析結果はともに実験結果に近づく．

Srinivasan & Chakrabarti43)が実験により求めた減衰比を用い

た場合には実験の結果とほぼ一致し，Srinivasanモデルは

垂直コラムを有する浮体の共振時における応答予測に有

効であることが分かる． 
浮体の動揺量は抗力に起因する水力減衰の影響を強

く受ける．この水力減衰の効果を説明するために，浮体

を剛体とし，かつ，それぞれの方向の動揺が独立である

と仮定すると， 1自由度の運動方程式を導くことができ

る． 

( )
* * *

* * 2 *
* *

2 EDi EWi WDi
i i i i i i

i ai

F F F
X X X

M M
ζ ω ω

+ +
+ + =

+
&& &        (17) 

ここで， *
iM と *

aiM は i (= X またはZ )方向の運動方程

式における質量と付加質量， *
EDiF ， *

EWiF と *
WDiF は部材

の直交方向に作用する非線形抗力，波強制力と空気抗力

である．また， iω は i 方向の固有円振動数． iζ は垂直

コラムの鉛直運動の水力減衰比であり，サージ方向では

上式の左辺の第 2項が含まれない．また，部材の直交方

向に作用する非線形抗力は次式により表す． 

( )* * * * *0.5EDi w D i i i iF C A u X u Xρ= − −& &                 (18) 

この抗力を等価線形化すること 60)により次式が得ら

れ，第 2項は水力減衰力に寄与する．  

( )* * * * *
max

80.5EDi w D i i i iF C A u X u Xρ
π

= − −
3

& &     (19) 

水力減衰力を運動方程式の左辺に移動すると，次式

が得られる． 

( )

( ) ( )

* * 2 *

* * *
* *

max

2
80.5

i i EDi i i i i

w D i i i
EWi WDi

i ai i ai

X X X

C A u X u F F
M M M M

ζ ζ ω ω

ρ
π

+ + + =

− +3 +
+ +

&& &

&      (20) 

ここで， 

* *
max

80.5

2( )

w D i i i
EDi

i ai i

C A u X

M M

ρ
πζ

ω

−
3=

+

&

                (21) 

浮体全体に作用する水力減衰比を求める際には浮体の

速度と水粒子速度は浮体の中央位置での値で代表させた．

空気力 *
WDiF による空力減衰の効果については後述する． 

図-9 にはサージ運動及びヒーブ運動の共振時(波周期

T は 2.82s と 3.06s)における動揺量と水力減衰比の波高に

よる変化を示す．波高が大きくなるにつれ，水力減衰比

が増加し，サージが減少することが分かる．サージ運動

では発電時(波高 H=2cm)の水力減衰比は約 4%であるの

に対して，暴風時（波高 H=8cm）の水力減衰比は約 6%
であり，約 1.5 倍に増大した．一方，ヒーブ運動では水

力減衰比は 25%から 30％になる．ヒーブ運動の振幅が
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図-9 動揺量と水力減衰比の波高による変化 
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(a) 発電時                                                               (b) 暴風時 

図-10  空力減衰によるサージ運動の応答関数の変化 

共振時に殆ど顕著にならないのは水力減衰比が大きいこ

とによると考えられる． 
 
(3) 空気力による減衰効果 
風車用浮体においては，搭載する風車に作用する空

気力が浮体の動揺に影響を与えると予想される．これま

での研究では浮体が大きいため，風車が浮体に与える影

響を無視するか 13)，または風車に作用する風荷重を静的

荷重として浮体に作用している 14)と仮定した．しかし，

風車に作用する空気力に起因する空力減衰は風車発電時

に大きく 61)，その影響を明らかにする必要がある． 
図-10 には，風と波が浮体に同時に作用する時の風水

洞実験と解析から得られたサージ方向の周波数応答関数

の変化を示す．無風時の値に比べ，共振領域の近辺での

振幅が減少していることが分かる．この振幅の減少は解

析と実験は同じ傾向を示し，風車ロータに作用する空気

力に起因する空力減衰によるものと思われる．風方向の

空力減衰効果を説明するために，風車ロータに起因する

空気抗力は次式により表す．なお，第 2項は空力減衰に

寄与する． 

( )
( )

2* *

2 *2 *

0.5

0.5

WD D h x

D h x D h x

F C A U X

C A U X C AU X

ρ

ρ ρ

= −

= + −

&

& &
 (22) 

空力減衰項を運動方程式の左辺に移動すると，式(20)
は次式のようになる． 
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   (a) サージ方向の曲げモーメント                                       (b) ヒーブ方向の曲げモーメント 

図-12 弾性浮体模型の実験と解析による連絡部材の動的荷重の波周期による変化 

( )

( )

( )
( )

( )

* * 2 *

* * *
max

2 *2*

2
80.5

0.5

X EDX WDX X X X X

w D X X X

X aX

D h XEWX

X aX X aX

X X X

C A u X u

M M

C A U XF
M M M M

ζ ζ ω ω

ρ
π

ρ

+ + + =

−
3

+

+
+ +

+ +

&& &

&

&

 (23) 

ここで， 

2( )
D h

WD X
X aX X

C AU
M M
ρ

ζ
ω

=
+

     (24) 

図-11 には空力減衰比と水力減衰比の波高による変化

を示す．波高が大きくなるにつれ，空力減衰比が減少し，

水力減衰比が大きくなることが分かる．発電時に空力減

衰比は水力減衰比の約 10％であるのに対して，暴風時

にその割合は 1%以下であり，暴風時に空力減衰効果が

殆ど見られないことが分かる．  
 
(4) 弾性変形による影響 
吉田・石川 33)は，浮体構造が長い場合，剛体仮定が成

立せず，最初から部材の弾性変形を考慮する必要がある

ことを示した．また，鈴木・吉田 62)は，長周期の波にお

いて超大セミサブ浮体やポンツーン浮体の弾性挙動を評

価し，波長がある特性距離を超えると，波形勾配による

浮体の弾性変形を評価する必要があることを明らかにし

た． 
図-12 には弾性体モデル及び剛体モデルを用いて算出

した動的荷重の波周期による変化を示す．図中のプロッ

トは弾性模型の実験結果を示す．本研究では，弾性浮体

モデルの剛性を 100倍に大きくしたものを剛体浮体モデ

ルとした． ZM と YM は図-6 により連結部材の根元にお

けるサージとヒーブ方向の動揺により生じた動的曲げモ

ーメントを表す．これらの図から弾性モデルを用いた弾

性応答解析の結果は実験の結果とほぼ一致し，また固有

周期 0.7s付近における浮体の弾性変形モードと波との共

振によるピークや固有周期 2.82s 付近におけるサージモ

ードと波との共振によるピークが再現されている．一方，

剛体モデルを用いた解析結果（二段階解析法）は弾性変

形による固有周期付近では動的荷重を過小に評価してい

ることが分かる．その固有周期から離れる領域において

は動的荷重と波高の関係はほぼ線形であるため，弾性モ

デルと剛体モデルの解析結果がほぼ一致し，波形勾配に

よる浮体の弾性変形の影響が少ないことがわかる．これ

は，本研究が対象とした軽量セミサブ浮体部材の殆どが

潜水状態にあることによるものと考えられる． 
 
(5) 非線形波による影響 
波の非線形性は着底型の海洋構造物に作用する波浪

荷重を増加させることが知られている 63)．最近，Grue & 
Huseby64)は実験により垂直コラムの振動に対して波浪力

の非線形性が振動量を増加させることを報告した． 

波の非線形性を表すパラメーターとしては Ursell 数が

よく用いられ，波形勾配 ( )H L と相対水深 ( )d L によ

り次式のように定義される． 

( ) ( )3rU H L d L=                                   (25) 

ここで，H は波高，L は波長，d は水深である．波高

が大きい時または水深が浅い時には Ursell 数が大きくな

り，波の非線形性を考慮する必要がある 65)．  
洋上風力発電に関しては，山口と石原 66)は，海岸か

らの距離 50km までの関東地方沿岸の洋上風況をメソ気

象モデルにより調べ，水深 20~200m，海岸からの距離

10~30km までの海域における風力発電の賦存量が最も多

いことを示した．また，Dolan67)の研究により着底式に比

べ水深 50m 以上の海域では浮体式洋上風力発電の経済

性が優れていることが示されている．日本における洋上

風力発電を考える際には，水深 50～200m に適した風力

発電用浮体の開発が重要であることが分かる． 
そこで，本研究では，水深 50m，100m及び 200mの三
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図-13水深による各波理論の適用範囲 65) 

表-5 水深，波高，波長とUrsell数との関係 

水深 d(m) 波高H(m) 波長 L(m) Ursell数 
50 22.23 317 17.9 
100 22.23 367 3.0 
200 22.23 414 0.5 

 

つの水深に着目し，波の非線形性が浮体の動的荷重に与

える影響を調べた．最大波高 22.23m（有義波高：12m）

と波周期 15.5s の海域条件を対象に，剛体と弾性モデル

を用い，非線形規則波及び線形不規則波を入力する時の

浮体の最大応答を求めた． 
図-13 には各種波浪理論の適用範囲を示す 65)．また，

表-5 には水深，波高，波長と Ursell 数との関係を示し，

水深 50m では波の非線形性が顕著になることが分かる．

本研究では，水深 50m, 100m, 200m に対して非線形規則

波は流れ関数理論（Stream  function）により，線形不規則

波は JONSWAPスペクトル型により生成された 68)．また，

線形不規則波の応答計算では，乱数の値を与えて，発生

した 6つの入射波を用いて解析を行い，得られた 6つの

最大値の平均値を評価した． 
 図-14 にはそれぞれの水深における非線形規則波の波

高の時系列及び各周波数成分の寄与率を示す．見やすく

するために，波高の時系列については最初の 40s のデー

タのみを示した．この図から水深 100m 以上の場合には

波の 1 次成分は支配的であるのに対して，水深 50m の

場合には波の 2次成分は約 25%を占めていることが分か

る．図-15 には浮体を剛体と仮定した場合に算定された

波浪荷重を示す．波浪荷重における各周波数成分の寄与

率は波高のそれとほぼ同じ傾向を示していることが分か

る．一方，弾性浮体モデルを用いた場合（図-16）には

浮体の弾性モード(実機スケールの固有周期 T=7.3s)と波

の 2次成分との共振により波の 2次成分に対応する動的

荷重が顕著に現れ，弾性浮体モデルを用いる必要がある

ことが分かる．結果的に，浮体に作用する動的荷重は水

深 100mと 200mに比べ，水深 50mの値は 1.8倍に大きく

なった．  
海洋石油開発用浮体の応答解析では，水深が深いため，

線形波の組合せにより発生した線形不規則波を用いるこ

とが多い 27)．図-17 には非線形規則波及び線形不規則波

を用いる時の部材に作用するサージ方向の動的荷重の最

大値を示す．水深 100m 以上の海域に線形不規則波を用

いる評価では大きい値を示すが，水深 100m 以下の海域

においては浮体の弾性変形モードが波の高次成分と共振

するため，非線形規則波を用いる評価では大きい値を示

す．従って，浮体式洋上風力発電システムを水深

50m~200m の比較的に浅海域に設置する場合には，波の

非線形性の考慮は重要であり，非線形規則波及び線形不

規則波を用いて浮体に作用する荷重を求めて，両者の中

で大きい方の値を設計値として採用する必要があること

が分かる． 
 

5. まとめ 
 

本研究では浮体式洋上風力発電システムを対象に，

時間領域において風車と浮体の連成振動を考慮した数値

予測モデルを開発した．また，風水洞実験結果との比較

により，本モデルの予測精度を明らかにするとともに，

非線形抗力による減衰効果，風車と浮体との相互作用，

浮体の弾性変形と波の非線形性が浮体の動的応答に与え

る影響を明らかにした．本研究では以下の結論を得た． 
1) モリソン式は浮体の水平方向の動揺量を精度よく予

測できるが，鉛直方向の動揺量を過大に評価するこ

とを明らかにした．Srinivasanらの実験から求められ

た減衰比を用いることにより，共振時における鉛直

方向の動揺量を精度よく予測することを可能にした． 
2) 暴風時には水力減衰が支配的であるため，空力減衰

による浮体動揺の低減効果が小さいが，発電時には

風車の回転による空力減衰効果が浮体の動揺を若干

低減させることを明らかにした． 
3) 弾性応答解析法により予測された動的荷重は実験の

結果とよく一致するが，弾性変形を無視した二段階

解法により予測された動的荷重は弾性挙動による共

振が発生する領域において過小に評価されることが

分かった．  
4) 波の非線形性が顕著になる50mの水深では浮体の弾

性モードと非線形波の高次成分と共振し，浮体の動

的荷重は，浮体構造を剛体と仮定した時の動的荷重

に比べ，1.8倍に大きくなることを明らかにした．  
本研究では，浮体の運動に起因する水力減衰効果，

浮体構造の弾性挙動および波の非線形性が浮体の動揺に

与える影響を明らかにしたが，今後浮体の動揺が風力発
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電システムに与える影響や風車の制御が浮体の動揺に与

える影響を明らかにしていきたい． 
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A NUMERICAL STUDY ON DYNAMIC RESPONSE OF SEMI-SUBMERSIBLE 
FLOATING OFFSHORE WIND TURBINE SYSTEM AND ITS VERIFICATION BY 

EXPERIMENT 
 

Pham Van PHUC and Takeshi ISHIHARA 
 

A numerical model was developed to predict the dynamic response of a floating offshore wind turbine 
system in the time domain, considering the interaction between wind turbines and floater. The responses 
predicted by the proposed numerical model show good agreements with experiments. Morison’s equation 
overestimates the heave motion of the floating structure with vertical column, while the hydrodynamic 
damping ratio proposed by Srinivasan et al. gives good predictions. The effect of the aerodynamic damp-
ing from the wind turbine is small in the survival condition since the effect of the hydrodynamic damping 
is significant, while in the operating condition the effect of the aerodynamic damping decreases the dy-
namic response. Elastic deformation plays an important role in dynamic response of the floating structure. 
The predicted response was underestimated when the elastic deformation is ignored. The nonlinearity of 
wave becomes dominant when the water depth is 50m and the elastic modes might be resonant with the 
higher order harmonic components of nonlinear wave, resulting in the increase of dynamic response of 
the floating structure. 
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