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Sammendrag
I denne masteroppgaven har den hydro-elastiske responsen av en halvt nedsenkbar off-
shore vindturbin blitt analysert ved å utføre simuleringer med 3Dfloat og sammenlikne
resultatene med eksperimentelle data. Datasettet som ligger til grunn for sammenliknin-
gene stammer i fra en bølgetanktest av en 1/40 skalamodell av OO Star Wind Floater
utført ved Ècole Centrale de Nantes i Frankrike høsten 2013 og inkluderer forsøk med:
påtvungen bevegelse i alle frihetsgrader, stasjonær flyter med regulære bølger samt hen-
holdsvis regulære og irregulære bølger med forankret flyter.

Målet med oppgaven har vært å fungere som en validering av simuleringskapasiteten
til den aero-hydro-sevo-elastiske programvaren 3Dfloat, og bestemme hydrodynamiske
koeffisienter for skalamodellen av OO Star Wind Floater.

Innledningsvis lå fokuset på å tilegne seg nødvendig kunnskap relatert til hydrody-
namikk, gjøre seg kjent med programvaren 3Dfloat og oppdatere seg på tidligere gjen-
nomført arbeid omhandlende vindturbinen som er tema for analysen.

Koeffisienter for addert masse og drag er satt med bakgrunn i sammenlikning av
eksperimentelle data med simuleringer utført av påtvungen bevegelse og stasjonær flyter
med regulære bølger. Videre er det utført simuleringer av regulære og irregulære bølger
med forankret plattform med hensikt å undersøke gyldigheten av simuleringsoppsettet.

Avslutningsvis er det funnet at en total addert masse for henholdsvis surge- og
heave-retning på 280 kg og 145 kg med en aksiell drag-koeffisient på 13 gir godt samsvar
mellom simulering og forsøk.
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Abstract
In this thesis the hydro-elastic response of the semi-submersible offshore wind turbine
OO Star Wind Floater is explored. The investigation was carried out following a wave
tank testing of a scale model of the OO Star Wind Floater which included: forced motion
in all degrees of freedom, fixed hull in regular waves and moored hull with regular and
irregular waves.

The purpose of this thesis is to serve as a validation of the simulation capabilities of
the aero-hydro-servo-elastic software 3Dfloat and to systematically examine coefficients
for added mass and drag for the wind turbine in question.

Initially the focus was on acquiring the necessary knowledge related to hydrody-
namics, to get familiarized with the simulation tool 3Dfloat and to catch up on previous
work regarding the OO Star Wind Floater.

Coefficients for added mass and drag is set based on the comparison of experimental
data with simulations performed with forced motion and fixed hull with regular waves. To
examine the validity of the setup, simulations was carried out with regular and irregular
waves while the model was held in place with catenary mooring lines.

In conclusion, it has been found that a total added mass of 280 kg and 145 kg for
the heave and surge degrees of freedom, respectively, with an axial drag coefficient of 13,
gives good agreement between the scale and numerical model.
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1 Innledning

1.1 Bakgrunn

I lys av at mengden fossilt brensel er i stadig nedgang samtidig som CO2-konsentrasjonen
i atmosfæren fortsetter å stige, vil det være fordelaktig å foreta et skifte til fornybare
energikilder som f.eks vindkraft. Mens fossilt brensel skapes i begrensede mengder gjen-
nom prosesser som varer i flere hundre millioner år, blåser det vinder med store mengder
ubenyttet energi over hele jorden som kan brukes uten tap av kapital og uten økning i
drivhuseffekten.

I følge en rapport fra Norges vassdrag- og energidirektorat er vannkraft og landfast
vindkraft de kildene som gir lavest energikostnad i Norge med henholdsvis 25 øre/kwh
og 40 øre/kwh (NVE, 2015, s. 10). En av de negative sidene ved vindkraft er at den kun
kan produseres når vindene blåser, og en kombinasjon av vann- og vindkraft vil således
være optimal. Da kan man benytte seg av vind når det er mulig, og i mellomtiden kan
vann lagres i reservoarene til det trengs.

Offshore vindkraft representerer et dyrere alternativ med ca. doble prisen av land-
fast vindkraft, men det er ventet en 40% nedgang i kostnadene mot 2035 (NVE, 2015,
s. 14). Ved å flytte vindturbinene offshore vil man få gunstigere vindforhold, og dermed
høyere energiproduksjon per installerte vindturbin, samtidig som man unngår konflikter
relatert til visuell inntrengning og lyd-støy.

Ved inngangen av 2015 var den totale installerte kapasiteten av offshore vindkraft i
Europa på 8045.3 MW, fordelt på 74 vindparker i 11 land (EWEA, 2015, s. 3). De største
bidragsyterne av disse landene er Storbritannia, Danmark og Tyskland. Et scenario fra
EWEA forespeiler 192 GW installert effekt fra vindturbiner innen 2020, hvorav 23.5 GW
er offshore vinkraft. Dette er antatt å skulle dekke 14.9% av strømforbruket til Europa i
2020 (EWEA, 2014, s. 4).

1.1.1 Vind

Vind er luftmasser som beveger seg i relasjon til jordens overflate. Opprinnelsen til denne
bevegelsen, og den fornybare energien vi kan høste fra den, kan spores tilbake til solen. I
løpet av en dag vil jorden oppleve å bli bestrålt med en varierende grad av sollysintensitet
som bidrar til ujevn oppvarming av jordens overflate. De påfølgende temperaturfluktua-
sjonene resulterer i forskjeller i atmosfæretrykket som luftmassene vil forsøke å utligne
ved å bevege seg fra områder med høyt trykk til områder med lavt trykk (Manwell et al.,
2009, s. 24).
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En annen viktig bidragsyter til dannelsen av vinder er jordens rotasjon. Denne
gir opphav til Coriolis-effekten, som gjør at vind på den nordlige halvkule vil avbøyes til
høyre for bevegelsesretningen sin, mens den på den sørlige halvkule vil avbøyes til venstre
(Spera, 2009, s. 468). Uten denne effekten ville vindene blåst i rette linjer fra nord til sør
(Universetoday, 2010)

Områder nær ekvator vil varmes opp i større grad av solen enn områdene ved polene.
Det fører til at det finner sted en overføring av termisk energi over lengdegrader gjennom
vind (Spera, 2009, s. 468). Ved ekvator vil den varme luften stige, kjøles ned og deretter
synke ved 30◦ nord og sør. Denne sirkulasjonsbevegelsen kalles for en Hadley-celle, og gir
i sammen med Coriolis-effekten opphav til blant annet passatvinden (Lynn, 2012, s. 6).

Figur 1.1: Globale vindmønstre for den nordlige halvkule (Vindportalen, 2014).

Den samme mekanismen som ligger til grunn til for Hadley-cellen vil skape polar-
celler som går fra Arktis og Antarktis og til henholdsvis 60◦ nord og sør. Mellom disse to
cellene finner man vestavindsbeltet, som betyr at den rådende vindretningen i Norge er
fra vest til øst. De lokale vindforholdene kan dog være høyst variable og er avhengige av
faktorer som blant annet topografien og konfigurasjonen av landmassene (Spera, 2009, s.
473).

Vindprofil

Et viktig aspekt ved design og plassering av en vindturbin er den vertikale vindprofilen,
som beskriver variasjonen av vindhastigheten med økende høyde over overflaten. Den
gjennomsnittlige vindhastigheten ved bakkenivå er null, og vil stige gradvis med høyden.
For å estimere vindhastigheten i ulike høyder blir ofte følgende formel brukt (Kalvig,
2014, s. 3)
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U (z) = U0

(
z

zo

)α
(1.1)

hvor den gjennomsnittlige vindhastigheten U (z) utrykkes som en funksjon av høy-
den z over vannlinjen, Uo er referansehastigheten ved en viss høyde zo og α er en eksponent
som er avhengig av overflateruheten til underlaget.

Effekt i vind

Den iboende effekten i vind som man kan konvertere til elektrisk energi, kan uttrykkes
med følgende formel (Hansen, 2008, s. 3)

P =
1

2
ρAU3 (1.2)

hvor ρ er tettheten til luft, A er arealet svøpt av vindturbinrotoren og U er vind-
hastigheten. Denne sammenhengen viser at effekten som kan hentes ut fra vinden øker
med vindhastigheten i tredje potens, og en liten økning i vindhastighet vil dermed kunne
føre til en stor økning i energiproduksjon. Ved havoverflaten har luft en tetthet på ca.
1.2 kg/m3, og effekten per kvadratmeter kan dermed uttrykkes som P = 0.6U3. Med
en vindhastighet tilsvarende en laber bris (U = 6m/s) er den tilgjengelige effekten fra
vinden 130W per kvadratmeter, mens med en vindhastighet tilsvarende en sterk kuling
(U = 21m/s) vil dette tallet stige til 5600W (Lynn, 2012, s. 31).

Likning 1.2 beskriver en idealisert situasjon hvor rotoren bremser den innkommen-
de vinden fullstendig, slik at hastigheten etter rotoren er null. I praksis er en så høy
virkningsgrad ikke mulig å oppnå; vinden vil ha en viss hastighet etter den har passert
rotoren. Den maksimale virkningsgraden til en vindturbin ble utledet av professor Albert
Betz og kalles for Betz‘ lov. Den sier at man maksimalt kan utnytte 59.3% av vindens
bevegelsesenergi. Dagens vindturbiner oppnår i virkeligheten verdier opp mot 50% (Lynn,
2012, s. 87).

1.1.2 Offshore vindkraft

Offshore vindkraft er et relativt nytt fagfelt, og selv om det har flere likhetstrekk med
vindkraft på land blir det fortsatt betraktet som en ung industri. Den første bunnfaste
offshore vindparken ble reist utenfor Vindeby i Danmark i 1992 og bestod av 11 vind-
turbiner på 5 MW (Lynn, 2012, s. 153). Danmark fortsatte som ledende aktør innenfor
bunnfast offshore vindkraft med installasjonen av vindparkene Horns Rev og Nysted i
2001, og i 2009 med Horns Rev 2 bestående av 91 vindturbiner med en samlet effekt på
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209 MW (Wikipedia). Storbritannia har også spilt en viktig rolle innen offshore vind-
kraft, og har per 2015 verdens største offshore vindpark i London Array med en samlet
kapasitet på 630 MW.

Mens Norge ligger bak land som Danmark og Storbritannia med hensyn til tekno-
logi for bunnfast offshore vindkraft, har landet spilt en viktig rolle innenfor utviklingen
av flytende havvind. Den første full-skala flytende offshore vindturbinen, Hywind, ble
installert utenfor kysten av Karmøy høsten 2011 og har siden produsert over 40 GWh
(Statoil, 2015).

Sammenliknet med landfast vindkraft er det flere fordeler ved å flytte vindturbinene
offshore:

• Offshore er vindene mer stabile, mindre turbulente og med høyere gjennomsnitts-
hastighet (Lynn, 2012, s. 154).

• Offshore har man mulighet for å installere svært store vindturbiner med rotorer med
en diameter på over 100m som følge av at frakt til havs legger mindre begrensninger
på rotorstørrelsen (NVE, 2015, s. 68).

– Store vindturbiner vil ha bedre vindforhold som en konsekvens av at vinden
har høyere gjennomsnittshastighet lengre fra havoverflaten, som beskrevet i
seksjon 1.1.1. Dette resulterer i høyere effektuttak for vindturbinen.

• Store tilgjengelige areal gjør at man har gode muligheter for å installere store
havvindparker.

• Den visuelle inntrengningen og lydforurensningen av store vindturbiner er mindre
ved installasjon til havs.

• Offshore-kompetansen som følger av den lange erfaringen Norge har med med olje-
og gassutvinning kan omstilles til offshore vindkraft, og gjør at Norge har potensial
til å bli en ledende aktør på området.

Offshore vindkraft kommer også med sine egne utfordringer. Noen av disse er som følger:

• Behov for spesialiserte installasjon- og inspeksjonsfartøyer (Manwell et al., 2009, s.
461).

• Høyere laster på konstruksjonen som følger av at den vil bli utsatt for et vidt spekter
av laster inkludert bølger, strømninger og vind.

• Dårligere tilgjengelighet for å drive vedlikehold og inspeksjon.
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1.1.3 Bunnfaste og flytende offshore vindturbiner

En av de store forskjellene mellom landfaste og offshore vindturbiner er fundamentet tur-
binen står på. Mens en landfast vindturbin kan sikres til underlaget ved bruk tradisjonelle
metoder som f.eks betongfundamenter, er installasjon offshore mer krevende.

Figur 1.2: Ulike typer av bunnfaste og flytende offshore vindturbin-fundamenter (EWEA,
2013).

For installasjon på vanndybder mindre enn 50m benyttes i hovedsak følgende fun-
damenter:

Monopile Et stålrør med en diameter på mellom 2.5− 4.5m som blir presset 10− 20m

inn i havbunnen. Utgjorde i 2014 78.8% av alle installerte offshore vindturbi-
ner (EWEA, 2015).

Gravitasjonsfundament Benytter seg av store betongblokker som ved hjelp av sin
egen masse holder konstruksjonen stabil. Godt egnet for grunt vann med
dybde mindre enn 10m.

Tripod For installasjon på middels dypt vann benyttes det ofte en tripod/jacket,
bestående av sirkulære stålprofiler. Dette er en type konstruksjon som har
blitt mye brukt innen olje- og gassindustrien, og som dermed er godt forstått
(Lynn, 2012, s. 164).
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Bunnfaste konstruksjoner er ikke egnet for installasjon på dypt vann, og flytende løsninger
vil dermed være å foretrekke. De vanligste formene for flytende fundamenter er adoptert
fra olje- og gassindustrien, og beskrives her.

TLP En forkortelse for «tension leg platform». Består av en plattform med stor
grad av oppdrift som er forankret til havbunnen med forankringsliner under
strekk.

Spar En lang sylindrisk struktur med stor dypgang. Ballast plasseres i bunn av
strukturen slik at tyngdepunktet ligger lavere enn oppdriftspunktet. Dette
bidrar til å skape et gjenopprettingsmoment som gir stabilitet til konstruk-
sjonen. Statoils Hywind er en vindturbin av typen spar.

Semisubmersible Kombinerer prinsippene fra TLP og spar og bruker en halvt nedsenk-
bar plattform for å gi stabilitet til vindturbinen (EWEA, 2013, s. 20). Kobles
til havbunnen ved hjelp av slakke forankringsliner. En stor fordel med halvt
nedsenkbare flytere er at de har liten dypgang, som gjør at de kan monteres
inne til kai for deretter å taues ut til installasjonsfeltet.

1.1.4 Dr. Techn. Olav Olsen Star Wind Floater

Arbeidet i denne oppgaven er basert på en halvt nedsenkbar flyter for offshore vindturbi-
ner utviklet av Dr. Techn Olav Olsen; et norsk konsulentselskap med lang fartstid innen
offshorekonstruksjoner. Plattformen er designet for å bli brukt med en 6MW turbin med
120m diameter rotor, men kan også oppskaleres for å brukes med 10MW eller større
turbiner (Nygaard et al., 2015).

Under utviklingen av plattformen ble det viet spesielt stor oppmerksomhet til å
skape et kostnadseffektivt, lettfraktelig og realistisk konsept. For å oppnå dette er platt-
formen laget av betong og har i tillegg et svært enkelt design, som vist i figur 1.3. Platt-
formen består av et sentertårn og tre pongtonger i stjerneformasjon som er koblet til hver
sin bøtte. Platen som er montert nederst på flyteren, kalles for en heaveplate og hensikten
dens er å dempe bevegelsen til flyteren.

Dypgangen til plattformen har en svært lav minimumsverdi sammenlignet med
flere andre offshore vindturbiner; bare 10m. Dette gjør at den kan monteres fullstendig
i en dokk eller en kai og deretter taues ut til feltet hvor den skal brukes. Dette gjør at
man slipper kostbare løfteoperasjoner offshore. Av stabilitetshensyn er det ønskelig at
dypgangen til plattformen skal være 16.7 meter under tauing (Nygaard et al., 2015). Når
plattformen er plassert i feltet sitt, vil hver av bøttene kobles til en slakk forankringsline
og ballasteres med vann for å oppnå en dypgang på 20 meter.
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Betong er lite sensitivt for utmatting og kan ha en vedlikeholdsfri levetid opp mot
100 år (Nygaard et al., 2015). Dette er svært gunstig med tanke på at vind er en uu-
tømmelig energikilde, og det gjør også at plattformen er egnet til gjenbruk ved utvikling
av nye turbiner. Ved å velge betong som konstruksjonsmaterial er det dessuten stort
potensial for konstnadsreduksjon som følger av masseproduksjon. Ved produksjon av 20
enheter antas det at kostnadene til plattformen vil reduseres med 30% fra prototypen
(Nygaard et al., 2015).

Tabell 1.1: Dr. Techn Olav Olsen Star Wind Floater spesifikasjoner (Azcona et al., 2013).

Egenskap Verdi Kommentar
Totalmasse 10091.5 t Hele konstruksjonen inkl. ballast.
RNA-masse 310 t -
Plattform-masse 9431.5 t -
Tyngdepunktsenter 9.658m Målt fra kjøl og opp.
Oppdriftssenter 7.046m Målt fra kjøl og opp.
Rotordiameter 120m -
Høyde 100m Målt fra kjøl og opp til turbinen.
Dypgang 20m -
Optimal vindhastighet 12.7m/s -
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Figur 1.3: Dr. Techn. Olav Olsen halvt nedsenkbar offshore vindturbin.
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1.2 Prosjektbeskrivelse

I denne seksjonen vil jeg først presentere prosjektet og dets samarbeidspartnere, som dan-
ner bakgrunnen for denne avhandlingen. Videre vil jeg oppgi hovedmålet med oppgaven,
og dele opp gjennomføringen av oppgaven i en rekke delmål. Som følge av begrenset tid
til rådighet i utførelsen av oppgaven, vil jeg også måtte slå fast noen begrensninger. Til
sist vil jeg gi en oversikt over terminologi, begreper og symboler som brukes i oppgaven.

1.2.1 Prosjektbakgrunn

Gjennom ENERGIX-programmet til Forskningsrådet ble det bevilget 135 millioner kro-
ner til innovasjonsprosjekter i næringslivet med oppstart i 2013. Ett av disse prosjektene
omhandlet videreutvikling og testing av Dr. Techn. Olav Olsen sitt konsept for en fly-
tende vindturbin; Star Wind Floater (Forskningsrådet, 2012). Prosjektet har hatt flere
deltakere, som jeg vil presentere her med deres respektive roller (Nygaard et al., 2015).

• Dr. Techn. Olav Olsen (OO) har fungert som prosjektleder, og har hatt hovedansvar
for konseptutvikling, lastanalyser, konstruksjon og installasjon.

• Norges miljø- og biovitenskapelige universitet (NMBU) har utviklet skalamodellen
som har blitt brukt under testingen.

• Institutt for Energiteknikk (IFE) har stilt med programvaren 3Dfloat (se seksjon
1.4.1), som har blitt brukt til simuleringer av vindturbinen. De har også hatt ansvar,
sammen med Centro Nacional de Energías Renovables (CENER), for bølgetankt-
esting av skalamodellen.

• Statoil har stilt med rotorspesifikasjoner samt meteorologiske og oseanografiske for-
hold.

• Acciona Infraestructuras har bidratt med blant annet kostnadsberegning og risiko-
analyse.

• Marine Renewables Infrastructure Network (MARINET) er et initiativ sponset av
Europakommisjonen som kostnadsfritt stiller testfasilitetene til sine partnere til
disposisjon. I dette prosjektet har man hatt tilgang til Ècole Centrale de Nantes
(ECN) sin bølgetank for testing.

Denne masteroppgaven kommer i kjølvannet av bølgetanktestingen av en skalamodell av
OO Star Wind Floater, og inneholder en numerisk simulering av forsøkene som har blitt
utført. Hensikten har vært å validere simuleringskapasiteten til programvaren 3Dfloat
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samt bestemme empiriske koeffisienter for plattformen. Arbeidet med alle simuleringene,
med unntak av irregulære bølger, har blitt utført som et samarbeid med medstudent
Espen Reinemo. Det har i fellesskap blitt enighet om simuleringsoppsettet som foreligger.

1.2.2 Problemstilling

Utvikle et simuleringsoppsett som representerer testene utført på en skalamodell av Star
Wind Floater ved Ècole Centrale de Nantes høsten 2013 inkludert:

• Påtvungen bevegelse i alle frihetsgrader.

• Stasjonær flyter med regulære bølger.

• Forankret plattform med regulære bølger.

• Forankret plattform med irregulære bølger.

1.2.3 Hovedmål

Lage en numerisk modell og tilhørende simuleringsoppsett for å kunne simulere forsøkene
utført ved Ècole Centrale de Nantes med en skalamodell av Dr. Techn Olav Olsen Star
Wind Floater med hensikt å validere programvaren 3Dfloat og bestemme koeffisienter for
addert masse og drag.

1.2.4 Delmål

• Sette seg inn i relevant teori og bakgrunns-materiell, inkludert tidligere masteropp-
gaver i tilknytning til OO Star Wind Floater.

• Lære seg 3Dfloat.

• Fremstille de eksperimentelle dataene fra forsøkene hos ECN grafisk og vurdere
resultatene.

• Lage en numerisk modell i 3Dfloat som representerer skalamodellen på best mulig
måte.

• Kjøre simuleringer med det simuleringsoppsettet som foreligger fra gjennomførelsen
av masteroppgaven til Edfelt og Killingstad (2014).

• Justere koeffisienter for addert masse og drag ved hjelp av forsøkene med tvungen
bevegelse og stasjonær flyter med regulære bølger.
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• Utføre simuleringer med forankret plattform og henholdsvis regulære og irregulære
bølger.

• Skriftlig dokumentere arbeidet gjennom prosessen.

1.2.5 Begrensninger for arbeidet

• Simuleringer med vindlast og strømning vil ikke bli utført.

• Som følger av tidsbegrensninger vil ikke alle testene med irregulære bølger bli si-
mulert.
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1.3 Terminologi

1.3.1 Begreper

Tabell 1.2: Begreper som benyttes i avhandlingen.

Begrep Beskrivelse
Bølgetank Basseng brukt for å utføre hydrodynamiske forsøk på blant

annet skip og offshore vindturbiner.

Bøtte Vertikal sylinder ytterst på flyteren.

FAST Programvare for hydrodynamiske beregninger basert på
potensialteori.

FEM «Finite element method»

Flyter For OO Star Wind Floater beskrives betongfundamentet som en
flyter.

Free decay Forsøk hvor et objekt blir påsatt en rotasjonell eller
translasjonell forskyvning og deretter svinger fritt til det står i
ro.

Frihetsgrad Beskriver hvor mange akser for rotasjon og translasjon man har
i en modell.

Heaveplate Plate montert nederst på flyteren med hensikt å dempe
bevegelsen til vindturbinenen.

Ideell væske Teoretisk væske uten viskositet og med konstant tetthet.

Kontrollvolum Et volum som er i ro eller beveger seg med konstant hastighet,
som det flyter væske gjennom.

Pongtong Rektangulært bokselement mellom sentertårn og bøtte.

RNA «Rotor nacelle assembly»

RMS «Root mean square». Statistisk verktøy for å beskrive et
varierende signal.

Sentertårn Sirkulært element i senter av flyteren med samme høyde som
bøttene.

SWL «Still water line»

Tidsskritt Tidsintervallet data blir registrert ved under simulering i
3Dfloat.

T årn Sirkulært element som er festet i toppen av sentertårnet og går
opp til RNA.

Ustødig strømning En strømning som varierer over tid.
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1.3.2 Symboler og enheter

Tabell 1.3: Symboler og enheter.

Symbol Beskrivelse Enhet
A Bølgeamplitude m

Aw Areal m2

α Vinkelakselerasjon rad/s2

c Fasehastighet m/s

C Koeffisient −
D Vannplanstivhet N/m

f Frekvens Hz

F Kraft N

Fr Froude-nummeret −
g Tyngdeakselerasjon m/s2

H Bølgehøyde m

I Treghetsmoment kgm2

k Bølgenummeret rad/m

l Lengde m

L Bølgelengde m

λ Skaleringsfaktor −
m Masse kg

ma Addert masse kg

M Moment Nm

µ Dynamisk viskositet Pa · s
ω Vinkelfrekvens rad/s

p Trykk Pa

Re Reynolds-nummeret −
ρ Tetthet kg/m3

t Tid s

T Bølgeperiode s

u Hastighet m/s

u̇ Akselerasjon m/s2

V Volum m3

z Vertikal avstand referert til vannlinjen m

Z Vertikal avstand referert til havbunnen m

13



1.4 Løsningsverktøy

1.4.1 3Dfloat

For å foreta simuleringene i denne oppgaven er det blitt brukt programvaren 3Dfloat,
som er utviklet av professor T. A. Nygaard ved IFE og NMBU. Programmet er laget for
å simulere ulike typer vindturbiner, både landfaste og offshore, og analysere responsen
deres på laster fra vind og sjø. For å kunne undersøke det vide spekteret av laster som
oppstår i et offshore miljø, er programvaren aero-hydro-servo-elastisk, hvis enkeltdeler
kan beskrives som (de Vaal og Nygaard, 2014):

Aero Inkorporer aerodynamikk ved å ta høyde for vindbelastninger på rotoren. For
å gjøre dette brukes bladelementbevegelsesmengde-metoden (BEM). De ulike
profilene som til sammen utgjør rotorbladene/airfoilen leses av fra en separat
tabell.

Hydro Inkorporer hydrodynamikk ved å ta høyde for sjøbelastninger på konstruk-
sjonen. Dette gjøres ved å benytte Airy-bølgeteori sammen med morison-
likningen (som beskrevet i seksjon 2.5 og 2.10 henholdsvis). Oppdriften til en
offshore vindturbin vil bestemmes ut i fra trykkfeltet fra bølgekinematikken
i Airy-bølgeteori. 3Dfloat har også mulighet for å sette på havstrømmer.

Servo For at en vindturbin skal fungere optimalt, er det viktig at hastigheten på
rotoren holdes innenfor et visst område. I kraftig vind vil rotorbladene rotere
svært hurtig, og det er er derfor nødvendig å ha en metode for regulering
av angrepsvinkelen til rotorbladene. Over den optimale rotorhastigheten vil
3Dfloat derfor ta i bruk «pitch-kontroll» for å regulere rotorhastigheten.

Elastisk Den strukturelle modellen i 3Dfloat er basert på et ikke-lineært FEM-rammeverk.
En modell bygges opp av to-node euler-bernulli-elementer som har 6 frihets-
grader i hver ende, og kreftene blir overført mellom disse endenodene. Man
kan også påføre punktlaster på nodene. Laster fra gravitasjon, bølger, strøm-
ninger, oppdrift og vind vil være jevnt distribuert over hele konstruksjonen
(Nygaard, 2008).

3Dfloat er fortsatt i utviklingsstadiet, men har blitt verifisert opp mot andre koder gjen-
nom OC3 og OC4 (Nygaard og Myhr, 2014) og validert mot bølgetanktesting av 3 ulike
TLB. 3Dfloat blir dessuten brukt av Dr. Techn. Olav Olsen til utredning av et konsept
for en rørbru over Bjørnadfjorden i forbindelse med ferjefri E39. For mer informasjon om
3DFloat henvises det til appendiks A.

14



2 Teoretisk bakgrunn

2.1 Koordinatsystem og frihetsgrader

For å beskrive bevegelsen til vindturbinen, brukes et kartesisk koordinatsystem med tre
dimensjoner. Siden vindturbinen er flytende har den mulighet til å bevege seg i alle 6
frihetsgrader som vist i figur 2.1.

Figur 2.1: Vindturbin med frihetsgrader.
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Koordinatsystemet er plassert slik at sentertårnet befinner seg i origo: z-aksen ligger
i midten av flyteren. XY-planet ligger i samme høyde som SWL. Aksene er plassert slik
at xz-planet er et symmetriplan for flyteren.

Tabell 2.1: Frihetsgrader med begrep og beskrivelse.

Begrep Beskrivelse
Surge Translasjonell bevegelse i x-retning
Sway Translasjonell bevegelse i y-retning
Heave Translasjonell bevegelse i z-retning
Roll Rotasjonell bevegelse om x-aksen
Pitch Rotasjonell bevegelse om y-aksen
Yaw Rotasjonell bevegelse om z-aksen

2.2 Svingninger og demping

En struktur som flyter i vann kan i sin enkleste form beskrives som et masse-fjær-system
som utsettes for en ekstern kraft. Likningen for å beskrive et slikt system kan uttrykkes
som

mẍ+Dvx = Focosωt (2.1)

hvor m er massen av system, Dv er vannplanstivheten, Fo er en ekstern kraft som
stammer fra innflytelsen av en bølge eller en påsatt kraft og ω er vinkelfrekvensen. Vann-
planstivheten kan bektraktes som fjærkonstanten til vannet og for skalamodellen som er
undersøkt i denne avhandlingen kan den skrives som

Dv = (3Ab + At)ρg (2.2)

hvor Ab og At er arealet til henholdsvis bøtten og sentertårnet hvor de bryter
vannoverflaten, ρ er tettheten til vann og g er gravitasjonsakselerasjonen. Uten påvirkning
av en ekstern kraft og innflytelse fra demping, kan man finne den totale systemmassen,
det vil si addert masse og strukturell masse, vha. likning 2.1

m =

(
T

2π

)2

Dv (2.3)

Når en konstruksjon svinger i en væske vil det skapes bølger. Disse bølgene har
en viss energi som nødvendigvis må føre til en reduksjon av energien til det svingende
systemet. Konsekvensen av dette er at en svingende konstruksjon til slutt vil komme
til ro uten påvirkning fra en ytre kraft (Journée og Massie, 2001, kap. 6 s. 11). Denne
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dempingen er lineært proporsjonal med hastigheten til kostruksjonen, og kalles derfor for
lineær demping. Dempingsleddet legges til likning 2.1 som da kan skrives

mẍ+ cẋ+Dvx = Focosωt (2.4)

Når modellen blir tvunget ut av posisjon og deretter sluppet, vil den svinge om
likevektspunktet sitt så lenge koeffisienten for lineær demping ikke er kritisk. Den kritiske
verdien inntreffer når (Chakrabarti, 2005a, s. 181)

ck = 2
√
Dvm (2.5)

Likning 2.5 gjelder for tranlasjonell bevegelse, men den kritiske verdien for rotasjo-
nell bevegelse kan finnes på tilsvarende måte

ck,rot = 2
√
κI (2.6)

hvor κ er fjærstivheten og I er treghetsmomentet.
For å beskrive dempingen brukes forholdet mellom den valgte verdien for lineær

demping, c, og den kritiske verdien, ck

ξ =
c

ck
(2.7)

Figur 2.2: Faseforskjeller mellom posisjon, hastighet og akselerasjon i en harmonisk
svingning.

For å beskrive forsøk med påtvungen harmonisk bevegelse kan man benytte følgende
likning

z = zasin(ωt) (2.8)
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hvor za er amplituden til svingningen. Ved derivasjon kan man da skrive henholdsvis
hastigheten, ż, og akselerasjonen z̈ som:

ż = zaωcos(ωt) (2.9)

z̈ = −zaω2sin(ωt) (2.10)

Ved å plotte disse funksjonene mot hverandre, se figur 2.2, ser man at hastigheten er
90◦ grader ut av fase med posisjonen og akselerasjonen er 180◦ ut av fase med posisjonen.
Dette har implikasjoner for drag og tregheteskreftene på konstruksjonen, som vi vil se
senere.

2.3 Skalering

Ved design og utvikling av en offshore vindturbin er man interessert i å vite hvordan
den vil oppføre seg under drift. Dette innebærer å avdekke hvordan konstruksjonen vil
respondere på laster i det den plasseres i sitt tenkte miljø. For en konstruksjon som er
utsatt for både hydrodynamiske og aerodynamiske krefter, og dermed har en relativt
komplisert bevegelse, vil det være nødvendig å foreta en fysisk modelltesting. Dette gjør
man for å kunne validere den numeriske modellen og for å bestemme empiriske koeffisien-
ter (Chakrabarti, 2005b, s. 1004). Siden testing av en fullskala modell er en tidkrevende
og dyr affære, er det vanlig å utføre testingen med en skalamodell.

2.3.1 Betingelser

For å kunne benytte dataene man skaffer under skalamodelltestingen til å forutse proto-
typens oppførsel, er man avhengig av at skalamodellen oppfyller visse krav. Disse er som
følger (Chakrabarti, 2005b, s. 1004):

• Geometrisk likhet: Formen må være lik. Dette innebærer at de fysiske dimensjo-
nene er proporsjonale mellom skalamodell og prototype.

• Kinematisk likhet: Forholdet mellom modellens og prototypens hastighet er kon-
stant.

• Dynamisk likhet: Kreftene i modellen er proporsjonelle med kreftene i prototy-
pen.
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Ved oppfyllelse av disse kravene kan man skalere opp responsen fra skalamodellen til å
gjelde i fullskala med en egnet skaleringsfaktor. Grunnlaget for denne skaleringsfaktoren
defineres som forholdet mellom lengden av fullskala prototypen og skalamodellen.

λ =
lp
lm

(2.11)

2.3.2 Dimensjonsløse parametre

Hydrodynamiske skaleringslover bestemmes ut i fra forholdet mellom krefter (Chakra-
barti, 2005b, s. 1005). De tre viktigste kreftene som virker på en offshore vindmølle er
treghetskrefter, gravitasjonelle krefter og viskøse krefter (Newman, 1977, s. 2). Ved å ta
forholdet mellom disse kreftene får man utrykk for dimensjonsløse parametre som danner
grunnlag for to ulike skaleringslover.

Gitt et kvadratisk kontrollvolum med hastighet u, lengde l, tetthet ρ, dynamisk
viskositet µ og tyngdeakselerasjon g (Newman, 1977, s. 3)

Treghetskraft

Gravitasjonell kraft
=
ρ · l2 · u2

ρ · l3 · g
=

u2

g · l

T reghetskraft

V isk/os kraft
=
ρ · l2 · u2

µ · l · u
=
ρ · l · u
µ

Forholdet mellom treghetskraft og viskøs kraft kalles for Reynolds-nummeret

Re =
ρ · l · u
µ

=
l · u
ν

(2.12)

hvor ν er den kinematiske viskositeten.
Kvadratroten av forholdet mellom treghetskraft og gravitasjonell kraft kalles for

Froude-nummeret

Fr =

√
u2

g · l
(2.13)

2.3.3 Froude-skalering

Oppfyllelse av mer enn en skaleringslov samtidig kan vise seg å være problematisk. År-
saken til det kan man se ved å ta forholdet mellom Reynolds-nummeret og Froude-
nummeret, og se hva som skjer når dette forholdet skal holdes konstant mellom modell
og prototype (Newman, 1977, s. 5),
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Re

Fr
=

3
√
l
√
g

ν
= konstant

Hvis vi holder gravitasjonsakselerasjonen konstant mellom modell og prototype, ser
vi at den kinematiske viskositeten i modellen må reduseres med skaleringsforholdet λ,

νm =
νp
λ

Tilsvarende får vi ved å holde dynamisk viskositet konstant at gravitasjonsaksele-
rasjonen må økes med skaleringsforholdet λ,

gm = gpλ

Som følger av disse vanskelighetene velger man gjerne å holde forholdet mellom de
to viktigste kreftene konstant fra modell til prototype (Journée og Massie, 2001, B. 6).
Det kan vises ved definisjonen av Reynolds-nummeret at kreftene fra viskositet vil være
små sammenliknet med treghetskreftene i dette tilfellet, og Froude-skalering vil derfor
være mer hensiktsmessig (Newman, 1977, s. 4).

Froude-skalering innebærer at Froude-nummeret holdes konstant mellom modell og
prototype:

Fr =
up√
gp · lp

=
um√
gm · lm

(2.14)

Gitt denne likheten og en skaleringsfaktor λ, kan man utlede forhold mellom stør-
relsene i modellen og prototypen. Forholdene som er relevante for arbeidet med denne
avhandlingen er oppgitt i tabell 2.2.

Tabell 2.2: Skaleringsfaktorer for oppskalering av skalamodell-størrelser til fullskala.

Størrelse Symbol Skaleringsfaktor
Lengde l λ

Kraft F λ3

Moment M λ4

Masse m λ3

Tid t λ1/2

Gravitasjon g 1

Tetthet ρ 1

Hastighet u λ1/2

Akselerasjon u̇ 1
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2.4 Hydrodynamikk

I denne seksjonen vil det presenteres noen viktige resultater fra hydrodynamikken som
vil være nyttig for videre behandling av temaet i denne avhandlingen. Først gis det
en presentasjon av potensialteori, som blant annet vil brukes under formulering av de
anvendte bølgeteoriene. Deretter følger en innføring i Morison-likningen, som danner
grunnlaget for utregning av krefter på modellen. Til sist vil KC-nummeret presenteres
som et verktøy for å avgjøre Morison-likningens gyldighet i ulike situasjoner.

2.4.1 Ideell væske

I hydrodynamikken anser man væskene for å være uten viskositet; en ideell væske. Det-
te er en forenklet versjon av væskene man håndterer i virkeligheten, som vil oppleve
skjærkrefter mellom forskjellige væskelag og mostand når de flyter langs en fast overflate
(Huebner et al., 2001, s. 423). Resultatene ved å bruke en ideell væske er dog i mange
tilfeller tilsvarende de man får med en reell væske (Finnemore og Franzini, 2002, s. 622).

2.4.2 Hastighetspotensialet

Gitt en strømning med hastighetsvektor ~V , som har komponentene u (x, y, z), v (x, y, z)

og w (x, y, z) langs henholdsvis x−, y− og z−aksene, finnes det en potensialfunksjon φ
som er definert på følgende måte (Cengel og Cimbala, 2013, s. 486)

u =
∂φ

∂x
v =

∂φ

∂y
w =

∂φ

∂z
(2.15)

Det vil si at hastighetsvektoren i et punkt i en strømning kan beskrives som gradi-
enten av funksjonen φ. Denne funksjonen kalles derfor for hastighetspotensialet.

2.4.3 Kontinuitetslikningen og irrotasjonell strømning

Kontinuitetslikningen sier at endringen av massen over tid i et kontrollvolum må tilsvare
strømmen av masse inn i kontrollvolumet minus strømmen av masse ut av det samme
kontrollvolumet (Cengel og Cimbala, 2013, s. 401). Den mest generelle formen for konti-
nuitetslikningen, for en ustødig komprimerbar strømning, blir da

−∂ (ρu)

∂x
− ∂ (ρv)

∂y
− ∂ (ρw)

∂z
=
∂ρ

∂t
(2.16)

Tettheten, ρ, er en funksjon av koordinatene x, y og z.
Ved å anta at væsken er ukomprimerbar, dvs. at tettheten holdes konstant i rommet,

og at strømningen er stødig, dvs. tettheten holdes konstant over tid, kan man skrive en
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forenklet kontinuitetslikning

∂u

∂x
+
∂v

∂y
+
∂w

∂z
= 0 (2.17)

Setter man hastighetskomponentene, som definert i likning 2.15, inn i likningen for
den forenklede kontinuitetslikningen får man følgende uttrykk, som kalles for Laplace-
likningen (Journée og Massie, 2001, kap. 3 s. 7)

∂2φ

∂x2
+
∂2φ

∂y2
+
∂2φ

∂z2
= ∇2φ = 0 (2.18)

Når et hastighetspotensial oppfyller Laplace-likningen, vil den tilknyttede strøm-
ningen være irrotasjonell. Dette kommer som følger av en vektoridentitet som sier at curl
av en gradient alltid vil være lik null (Thomas, 2011, s. 969). Siden hastighetsvektoren
er gradienten av hastighetspotensialet, vil derfor curl av hastighetsvektoren være null

∇×∇φ = ∇×
−→
V = 0 (2.19)

2.4.4 Strømlinjefunksjonen

Strømlinjer er linjer som viser strømningsretningen til en partikkel i en væske. Den er
definert slik at ved hvert punkt på strømlinjen er væskepartikkelens hastighetsvektor en
tangent til strømlinjen (Lien og Løvhøiden, 2001, s. 237).

Assosiert med strømlinjer er en funksjon som kalles for strømningsfunksjonen ψ.
Den defineres som (Cengel og Cimbala, 2013, s. 451)

u =
∂ψ

∂z
w = −∂ψ

∂x
(2.20)
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Figur 2.3: Potensialstrøm med strømningslinjer rundt en sylinder (Wikipedia, 2008).

Alle kurver hvor størrelsen av ψ er konstant, er strømlinjer for strømningsfeltet
(Cengel og Cimbala, 2013, s. 413). En annen egenskap til strømningslinjer er at dess
mindre mellomrom det er mellom dem, desto høyere hastighet har fluidstrømmen. Dette
kommer som følge av at forskjellen i verdi mellom to strømlinjer tilsvarer volumstrømmen
per enhet bredde mellom dem. Væske kan per definisjon ikke krysse en strømlinje, og for
at volumstrømmen skal holdes konstant må derfor væskens hastighet øke når avstanden
mellom strømlinjene avtar (Cengel og Cimbala, 2013, s. 453).

For at strømningen skal være irrotasjonell må curl av hastighetsvektoren være null

∂u

∂z
− ∂w

∂x
= 0 (2.21)

Setter man inn hastighetskomponentene fra likning 2.20 får man Laplace-likningen

∇2ψ =
∂2ψ

∂z2
+
∂2ψ

∂x2
= 0 (2.22)

2.4.5 Bernoulli-likningen

Bernoulli-likningen er et av de mest kjente resultatene fra hydrodynamikken, og gir en
sammenheng mellom hastigheten og trykket i en strømning (Journée og Massie, 2001,
kap. 3 s. 10)

1

2
ρV 2 + p+ ρgz = konstant (2.23)

Når en strømning varierer over tid må man bruke den ustødige versjonen av Bernoulli-
likningen
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∂φ

∂t
+

1

2
V 2 +

p

ρ
+ gz = C (t) (2.24)

hvor konstanten C(t) er uavhengig av koordinatene, men kan variere med tid (New-
man, 1977, s. 108).

2.5 Lineær bølgeteori

For å regne ut strømningsfeltet til bølgepartiklene i en simulering, brukes det enten
lineær bølgeteori eller strømningsfunksjonteori. Lineær bølgeteori, eller Airy-bølgeteori,
er en av de enkleste og mest brukte bølgeteoriene (Chakrabarti, 2005a, s. 83) og gir en
lineær beskrivelse1 av hvordan en bølge forplanter seg.

2.5.1 Definisjon av bølgeparametre

Figur 2.4: Symboler knyttet til lineær bølgeteori.

Bølgelengden, L, til en bølge defineres som lengden mellom to bølgetopper, som vist i figur
2.4. Vannlinjen, SWL, ligger i en høyde d fra havbunnen. En lineær bølge er symmetrisk
om x-aksen, og bølgeamplituden er følgelig avstanden fra SWL til en bølgetopp eller en

1Det vil si at høyere ordens-effekter ignoreres, se seksjon 2.6.
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bølgedal. Bølgehøyden karakteriseres som to ganger amplituden. Tidsintervallet mellom
to bølgetopper er perioden T .

Bølgenummeret, antall radianer per bølgelengde, defineres som

k =
2π

L
(2.25)

og vinkelfrekvensen, antall radianer gjennomløpt per tidsenhet, er

ω = 2πf =
2π

T
(2.26)

Overflateprofil

Overflateprofilen til en regulær bølge kan nå utrykkes med følgende funksjon (Demirbilek
og Vincent, 2002, s. II-1-9)

η = Acos (kx− ωt) (2.27)

hvor x er i retning av bølgeforplantningen, som vist i figur 2.4. Uttrykket i cosinus-
funksjonen kalles for fasen θ, og kan ha verdier mellom 0 og 2π.

Fasehastighet og bølgelengde

Hastigheten til bølgeoverflaten, også kalt fasehastigheten, er definert som bølgelengde
over tid. Med definisjonene av bølgenummeret og vinkelfrekvensen kan den skrives som

c =
L

T
=
ω

k
(2.28)

En sammenheng mellom fasehastigheten, bølgeperioden og bølgedybden er gitt som
(f.eks Demirbilek og Vincent, 2002, s. II-1-7)

c =
gT

2π
· tanh (kd) (2.29)

En bølge med lang bølgelengde og periode vil med andre ord bevege seg raskere enn
en med kort bølgelengde og periode. Fra denne likningen får man også dispersjonsforhol-
det, som gir en sammenheng mellom bølgenummeret og vinkelfrekvensen i en bølge

ω2 = k · g · tanh (kd) (2.30)

Fra likning 2.28 og 2.29 får man et uttrykk for bølgelengden som funksjon av vann-
dybden og bølgeperioden
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L =
gT 2

2π
tanh (kd) (2.31)

2.5.2 Forutsetninger

For at formuleringen av lineær bølgeteori skal være gyldig er det noen vilkår som må
oppfylles. Disse er (Demirbilek og Vincent, 2002, s. II-1-5):

1. Bølgeamplituden er mye mindre enn bølgelengden.

2. Væsken er ideell. Det vil si den har konstant tetthet og er uten viskositet.

3. Overflatespenningen til vannet kan neglisjeres.

4. Trykket ved bølgeoverflaten er konstant likt atmosfæretrykket. Ved å sette inn
bølgeoverflateprofilen η for z i den ustødige versjonen av Bernoulli-likningen og
ignorere høyere-ordens effekter (dvs. V 2) får man (Newman, 1977, s. 240)

η = −1

g

∂φ

∂t

5. Væsken er ukomprimerbar og irrotasjonell. Det vil si at hastighetspotensialet må
oppfylle Laplace-likningen.

∇2φ = 0

6. Havbunnen er horisontal og ugjennomtrengelig. Det vil si at ved havbunnen, z =

−d, er den vertikale vannpartikkelhastigheten lik null (Faltinsen, 1990, s. 17)

∂φ

∂z
= 0

7. En forutsetning for at bølgen er lineær er at hastighetspotensialet er proporsjonalt
med bølgeamplituden (Faltinsen, 1990, s. 15). Det vil si at den vertikale hastigheten
til en vannpartikkel ved bølgeoverflaten er den samme som den vertikale hastigheten
til bølgeoverflaten selv.

∂η

∂t
=
∂φ

∂z

Et hastighetspotensial som oppfyller disse forutsetningene er (Journée og Massie, 2001,
kap. 5 s. 9)

φ =
Ag

ω
· cosh k (d+ z)

cosh kd
· sin (kx− ωt) (2.32)
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2.5.3 Bølgekinematikk

For å finne hastigheten til en vannpartikkel tar man den deriverte av hastighetspotensia-
let, se likningene i 2.15. Ved å benytte sammenhengen fra likning 2.30 og tanh x = sinh x

cosh x

kan man skrive den horisontale hastigheten u og den vertikale hastigheten w til en vann-
partikkel som

u = A · ω · coshk (d+ z)

sinh (kd)
· cos (kx− ωt) (2.33)

w = A · ω · sinhk (d+ z)

sinh (kd)
· sin (kx− ωt) (2.34)

Partikkelakselerasjonen finner man ved å derivere uttrykkene for hastigheten. Den
horisontale og vertikale akselerasjonen til en vannpartikkel blir henholdsvis

u̇ =
∂u

∂t
= A · ω2 · coshk (d+ z)

sinh (kd)
· sin (kx− ωt) (2.35)

ẇ =
∂w

∂t
= −A · ω2 · sinhk (d+ z)

sinh (kd)
· cos (kx− ωt) (2.36)

2.5.4 Faseforskjeller og partikkelbaner

Hvis man ser på likningene 2.33 til 2.36 som en funksjon av posisjonen x, legger man
merke til at det er faseforskjeller mellom de ulike komponentene. Fra figur 2.5 ser vi at
horisontal og vertikal partikkelhastighet er 90◦ ut av fase; den horisontale hastigheten er
på sitt største når den vertikale hastigheten er null. Dette betyr at hastighetsvektoren
gjennomgår en elliptisk bane i løpet av en periode, og følgelig vil også vannpartiklene
gjennomgå en elliptisk bane.
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Figur 2.5: Faseforskjeller mellom hastighet og akselerasjon for 0 ≤ θ ≤ 2π (Demirbilek
og Vincent, 2002, s. II-1-14, modifisert).

Fra de hyperbolske uttrykkene i likningene for hastighetskomponentene ser man
også at hastigheten vil avta med dybden. Minimumsverdien inntreffer når z = −d slik
at k (d+ z) = 0. Det vil si at den vertikale hastigheten er null ved havbunnen, noe som
oppfyller forutsetning nr. 6 fra seksjon 2.5.2. I figuren nedenfor er hastighetsprofilen til
en bølge vist ved fire ulike faseverdier.

Figur 2.6: Hastighetsprofil for lineær bølge ved ulike faseverdier (Dean og Dalrymple,
1991, s. 81).
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2.5.5 Dypt vann

Hvis bølgene man ønsker å beskrive forplanter seg i dypt vann kan man gjøre noen
forenklinger av de generelle formuleringene for lineær bølgeteori som er beskrevet så langt.
For å avgjøre hvorvidt disse forenklingene er gyldige, må man først se om betingelsen om
dypt vann er oppfylt. Det gjør man ved å regne ut den relative dybden, d/L, som vist i
tabellen nedenfor.

Tabell 2.3: Karakterisering av vanndybde som grunt, mellomdybde eller dypt.

Klassifisering Kriterie
Grunt d

L
< 1

25

Mellomdybde 1
25
< d

L
< 1

2

Dypt d
L
< 1

2

For dypt vann vil produktet kd i den hyperbolske tangenten i likning 2.31 for bølge-
lengden være større enn π. Det betyr at tanh(kd) vil gå mot sin horisontale asymptote
på 1 (Dean og Dalrymple, 1991, s. 66). Likningen for bølgelengden blir dermed

L =
gT 2

2π
(2.37)

Da kan vi regne ut for hvilke bølgeperioder kriteriet om dypt vann holder med vann-
dybde d = 200m. Dette representerer forøvrig den oppskalerte vanndybden i bassenget
som ble brukt til forsøkene.

T =

√
4πd

g
≈ 16 s

Betingelsen om dypt vann vil derfor i denne oppgaven ikke være oppfylt for forsøkene
med en bølgeperiode på lengre enn 16 s, og da brukes likningene fra 2.33 til 2.36. For å se
hvilke likninger som brukes for perioder kortere enn 16 s må man se hvordan likningene
for mellomdybde reduseres med antakelsen om dypt vann.

Det hyperbolske uttrykket i likningene for hastighet og akselerasjon kan skrives om
ved å bruke definisjonene av de hyperbolske funksjonene2.

coshk (d+ z)

sinh (kd)
=
ek(d+z) + e−k(d+z)

ekd − e−kd

Når vannet er dypt vil e−k(d+z) og e−kd gå mot null. Det gir

2sinh x = ex−e−x

2 og cosh x = ex+e−x

2
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coshk(d+ z)

sinh(kd)
=
ekdekz

ekd
= ekz

For dypt vann kan vi dermed skrive hastighet- og akselerasjonskomponentene til en
vannpartikkel på følgende måte

u = Aω · ekz · cos (kx− ωt) (2.38)

w = Aω · ekz · sin (kx− ωt) (2.39)

u̇ = Aω2 · ekz · sin (kx− ωt) (2.40)

ẇ = −Aω2 · ekz · cos (kx− ωt) (2.41)

2.6 Bølgeteori med strømningsfunksjon

Lineær bølgeteori gir en enkel og rask måte å anslå bølgekinematikken til en bølge ved
håndutreninger, men forenklingene som er gjort i formuleringen av lineær bølgeteori er
ikke alltid gyldige. Derfor er det også implementert bølgeteori med strømningsfunksjon
i 3Dfloat. Strømningsfunksjon-teorien tar høyde for ikke-lineære effekter, og gir derfor
en bedre beskrivelse av bratte bølger, eller bølger som er nær ved å bryte. I motset-
ning til lineær bølgeteori hvor bølgene alltid er symmetriske om x-aksen, kan man med
strømningsfunksjons-teori få assymetriske bølger, som vist i figur 2.7.

Eksperimentelle data av vannpartikkelhastigheter har vist at bølgeteori basert på
strømningsfunksjon gir signifikant bedre resultater enn andre bølgeteorier (Dean, 1974a,
s. 3). Ved bruk av strømningsfunksjons-teori med riktig orden vil man i følge DNV (2010,
s. 27) kun få 1% avvik i maks partikkelhastighet og partikkelakselerasjon.
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Figur 2.7: Sammenlikning av bølgeprofil fra lineær bølgeteori og 7. ordens
strømningsfunksjon-teori (Dean, 1974b)

2.6.1 Foutsetninger

Forutsetningene for strømningsfunksjons-teori er i stor grad de samme som for lineær
bølgeteori, men med noen ulikheter som følger av at man bruker strømningsfunksjonen i
stedet for hastighetspotensialet, og at man tar høyde for høyere-ordens effekter

1. Væsken er irrotasjonell og ukomprimerbar. Det vil si at strømningsfunksjonen må
oppfylle Laplace-likningen (Dean og Dalrymple, 1991, s. 44)

∇2ψ = 0

og horisontal og vertikal hastighet må kunne finnes fra

u =
∂ψ

∂z
w = −∂ψ

∂x

2. Den vertikale hastigheten til en vannpartikkel er lik den vertikale hastigheten til
bølgeoverflaten selv. Det vil si at at bølgeoverflaten er en strømlinje (Dean og
Dalrymple, 1991, s. 306)

∂ψ

∂x
= −∂ψ

∂z

∂η

∂x
, ved z = η (x)

3. Trykket ved bølgeoverflaten er konstant likt atmosfæretrykket. Ved å betrakte
strømningen som stødig kan man se bort fra den tidsderiverte av hastighetspo-
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tensialet i Bernoulli-likningen. Setter man inn η for z får man da

1

2

(
u2 + w2

)
+ gη = konstant = Q

En strømningsfunksjon av N-te orden som oppfyller disse forutsetningene er (DNV, 2010,
s. 27)

ψ = cz+
N∑
n=1

X (n) sinh nk (z + d) cos nkx (2.42)

hvor X(n) er en koeffisient som kan leses av i egnet tabell. For N=1 vil X(1) bli
slik at strømningsfunksjons-teori reduseres til lineær bølgeteori. Uttrykket cz i likningen
kommer av at koordinatsystemet beveger seg med samme hastighet som bølgen, som gjør
at en kan betrakte bølgen som stødig (Demirbilek og Vincent, 2002, s. 306).

2.6.2 Partikkelhastighet

Strømningsfunksjonen i likning 2.42 gir følgende horisontale og vertikale partikkelhastig-
het (Dean, 1974a, s. 59)

u = −
N∑
n=1

[
X (n) (kn) cosh (knZ) cos (n (kx− ωt))

]
(2.43)

w = −
N∑
n=1

[
X (n) (kn) sinh (knZ) sin (n (kx− ωt))

]
(2.44)

hvor Z er den vertikale koordinaten, refereret til havbunnnen, positiv oppover.

2.7 Irregulære bølger

For å gi en beskrivelse av realistiske sjøforhold benyttes irregulære bølger. I motsetning
til regulære bølger har en irregulær bølge varierende verdier for perioden og amplituden,
som i de fleste tilfeller gir en bedre beskrivelse av virkeligheten. Irregulære bølger kan
betraktes som en superposisjon av flere regulære bølger som beskrevet gjennom lineær
bølgeteori, se figur 2.8.
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Figur 2.8: Irregulær bølge som superposisjon av to regulære bølger (Journée og Massie,
2001, kap. 5 s. 3).

Summen av regulære bølger for å danne en irregulær bølge kan uttrykkes som

η(t) =
N∑
n=1

Acos(knx− ωnt+ εn) (2.45)

hvor kn, ωn og εn er henholdsvis bølgenummeret, vinkelfrekvensen og en tilfeldig
faseverdi mellom 0 og 2π for bølgekomponent n (Faltinsen, s. 23).

En viktig parameter for beskrivelsen av irregulære bølger en den signifikante bølge-
høyden. Den er definert som den gjennomsnittlige høyden av den høyeste tredelen av
bølgehøyder som er registrert over en tidsperiode (Chakrabarti, 2005a, s. 107). For å
finne den signifikante bølgehøyden er det vanlig å bruke følgende likning

Hs = 4 ·
√
Mo (2.46)

hvor M0 er variansen til overflateprofilen til bølgen (Chakrabarti, 2005a, s. 109).
Perioden til en irregulær bølge vil variere, og det oppgis derfor som regel en spektral

topp-periode, Tp, som er bølgeperioden med høyest energi (DNV, 2011, s. 13).

2.8 Gyldighetsområde av bølgeteorier

For å avgjøre om man skal benytte lineær bølgeteori eller strømningsfunksjons-teori må
man først regne ut bølgebratthet-parameteren H

gT 2 og gruntvannsparameteren d
gT 2 (DNV,

2010, s. 24). Deretter kan man lese av fra figur 2.9 hvilken teori som er gyldig. Det er
markert verdier for bratthet- og gruntvannsparameteren for bølgene som er brukt til
simuleringene i denne oppgaven, og som anvist må strømningsfunksjon-teori benyttes i
de fleste tilfellene.
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Figur 2.9: Områder for gyldighet av lineær bølgeteori. Markeringene representerer verdier
for bølgene som er brukt i denne oppgaven (Chakrabarti, 2005a, s. 101).

2.9 KC-nummeret

Keulegan Carpenter-nummeret er et dimensjonsløst nummer som brukes for å avgjøre
det relative bidraget av treghetskrefter og drag-krefter på en konstruksjon som befinner
seg i en svingende fluidstrøm (Chakrabarti, 2005a, s. 135). Det er definert som

KC =
ua · T
D

(2.47)

Her er ua amplituden til vannpartikkelens hastighet (eller i tilfeller med påtvun-
gen bevegelse: konstruksjonens hastighet), T er perioden til svingningen og D er den
karakteristiske diameteren.
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Amplituden til svingehastigheten til en dypvansbølge ved z = 0 og x = 0 kan skrives

ua = Aω

Hvis vi setter dette utrykket inn for hastigheten i likning 2.47 får vi et uttrykk for
KC-nummeret ved dypvannsbølger (Journée og Massie, 2001, kap. 12 s. 16)

KC = 2π
A

D
(2.48)

2.10 Morison-likningen

For å estimere bølgekreftene på en konstruksjon bruker 3Dfloat Morison-likningen. Lik-
ningen ble først foreslått av studenten J. E. Morsion ved University of California i 1950,
og er semiempirisk av natur. Det vil si at kreftene ikke utelukkende kan regnes ut teore-
tisk; man er avhengig av eksperimentelle data for å få realistiske resultater. Morison et
al. (1950) foreslo å sette sammen uttrykk for treghetskrefter og dragkrefter for å finne
totalkraften som virker på en konstruksjon utsatt for bølger

F = FI + Fd (2.49)

Treghetskrefter

Den første delen av likningen, treghetskreftene, består av to komponenter. Den førs-
te komponenten kommer som et resultat av at trykket i en bølge vil påføre en kraft
på konstruksjonen. Denne kraften kan man finne ved å se på hva som ville skjedd hvis
konstruksjonen ikke var til stede for å påvirke bølgen. I en uforstyrret bølge vil et kontroll-
volum tilsvarende det volumet konstruksjonen ville fortrengt, kreve en horisontal kraft
på overflaten for å akselereres i henhold til den horisontale akselerasjonen fra likning 2.40
(Moe, u. å.). Denne kraften er den samme som konstruksjonen vil oppleve og kalles for
Froude-Korylov-kraft. Fra Newtons 2. lov har vi at den kan skrives som et produkt av
masse og akselerasjon

fFK = ρ
πD2

4
u̇ (2.50)

Addert masse utgjør den neste komponenten av treghetskreftene. I motsetning til
Froude-Krylov-kraften som utledes ved å se på en uforstyrret strømning, kommer ad-
dert masse-komponenten som følger av at konstruksjonen i virkeligheten vil modifisere
strømningen rundt seg.
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Figur 2.10: Viser potensialstrøm rundt en sylinder. «S» angir stagnasjonspunktene og
«T» angir punktene for høyest hastighet (Wikipedia, 2012, modifisert).

Som vist i figur 2.10 vil strømlinjer divergere oppstrøms for en sylinder og konvergere
nedstrøms. På veien rundt sylinderen vil hastigheten til vannpartiklene variere fra null
(ved punkt «S») til dobbel så stor som hastigheten til den uforstyrrede strømningen (ved
punkt «T»). Kraften som er assosiert med akselerasjonen av vannpartiklene rundt en
konstruksjon gir opphav til addert masse.

Den totale treghetskraften kan skrives

fI = Cmρ
πD2

4
u̇ (2.51)

hvor Cm er massekoeffisienten. Fra potensialteori og Bernoulli-likningen kan det
vises at for en sylinder er Cm = 2 (f.eks Dean og Dalrymple, 1991, s. 218). Det vil si
at det er like store bidrag til treghetskreftene fra Froude-Krylov-kraften som fra addert
masse. En massekoeffisient på 2 er dog en teoretisk verdi og gjelder kun for potensialstrøm.
Cm må derfor bestemmes empirisk (Faltinsen, 1990, s. 224).

En fysisk tolkning av den adderte massen er at en konstruksjon i bevegelse vil dra
med seg noe av den omkringliggende væsken. I virkeligheten er det ikke et avgrenset
volum med væske som vil svinge fast tilkoblet til strukturen. I stedet kan man se på
det som at alle vannpartiklene i væsken vil svinge, men med ulike amplituder (Faltinsen,
1990, s. 42).

Massekoeffisienten Cm kan skrives som

Cm = 1 + Ca
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hvor Ca er koeffisienten for addert masse, som er forholdet mellom addert masse
og fortrengt masse. For Cm = 2 vil den adderte massen tilsvare sylinderens fortrengte
masse.

Drag-krefter

Den neste delen av Morison-likningen er drag-kraften. Den kommer som følger av trykk-
endringene som oppstår i det en viskøs væske strømmer forbi et legeme. I motsetning til
en ideell væske vil en viskøs væske kunne føre til separasjon; fluidstrømmen vil separeres
fra overflaten til konstruksjonen. I området etter separasjon har inntruffet dannes det en
vake, se figur 2.11.

Figur 2.11: Form-drag på en sylinder (Wikipedia, 2009)

Som en konsekvens av at hastigheten til væskepartiklene ved stagnasjonspunktet er
null vil trykket, i følge Bernoulli-likningen, bli høyt. På sidene av sylinderen vil hastighe-
ten være høy, og dermed vil trykket bli lavt. I vaken vil også trykket være lavt (Moe, u.
å., s. 239). Som følger av denne trykkforskjellen vil sylinderen oppleve en resultantkraft,
som kalles for form-drag.

En annen bidragsyter til drag-krefter er overflatefriksjon som kommer som følger
av skjærkrefter mellom væsken og overflaten på konstruksjonen. For en strømlinjeformet
profil, som f.eks en lang plate, vil overflatefriksjonen være viktig, mens for en sylinder vil
form-drag være dominerende.

Drag-uttrykket kan skrives som

fd =
1

2
ρCdD |u|u (2.52)

Setter man sammen likningene for treghet- og drag-krefter får man Morison-likningen
som gir kraft per enhet lengde
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dF = ρCm
πD2

4
u̇+

1

2
ρCdD |u|u (2.53)

For en konstruksjon med nedsenket lengde l og konstante verdier for Cm og CD blir
den totale kraften på konstruksjonen

F =

0ˆ

−l

(
ρCm

πD2

4
u̇+

1

2
ρCdD |u|u

)
dz (2.54)

I tilfeller hvor plattformen er i bevegelse relativt til fluidstrømmen vil det være
hensiktsmessig å benytte den relative formen for Morison-likningen

dF =
1

2
ρCdD(u− ẋ) |u− ẋ|+ ρCm

πD2

4
u̇− ρ(Cm − 1)

πD2

4
ẍ (2.55)

hvor ẋ og ẍ er henholdsvis hastigheten og akselerasjonen til konstruksjonen.

2.10.1 Koeffisienter for drag og addert masse

For at Morison-likningen skal kunne gi gode resultater for kreftene på en konstruksjon
utsatt for bølger, er man avhengig av å bestemme koeffisientene for drag og addert masse.
Det har blitt utført flere forsøk med formål å bestemme koeffisientene som funksjon av
KC-nummeret, Reynolds-tallet og overflateruhet, ofte for svært spesifikke situasjoner.
Resultater fra ulike eksperimenter har dog vist seg å vært avvikende, og det er derfor
ikke enighet om eksakte verdier. Det datasettet med veiledende verdier som har størst
aksept kommer fra DNV, se figur 2.12 og 2.13, og gir koeffisientene for drag og addert
masse som funksjon av KC-nummeret og overflateruhet (Journée og Massie, 2001, kap.
12 s. 20).
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Figur 2.12: DNVs anbefalte verdier for dragkoeffisienter.

Figur 2.13: DNVs anbefalte verdier for treghetskoeffisienter.
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Når det foreligger eksperimentelle data fra et skalamodell-forsøk kan man også be-
stemme koeffisientene for drag og addert masse numerisk vha. Morison-likningen. Meto-
den som ble foreslått av Morison selv, bygger på at akselerasjon og hastighet er 90◦ ute
av fase (Journée og Massie, 2001, kap. 12 s. 10), se figur 2.2. Fra Morison-likningen ser
vi da at når akselerasjonen er null vil kreftene utelukkende være drag-krefter, og tilsva-
rende når hastigheten er null vil kreftene utelukkende være treghetskrefter. Det gjør at
koeffisientene for henholdsvis drag og addert masse kan bestemmes på følgende måter

Cd =
2f

ρD |u|u
n̊ar u̇ = 0 (2.56)

Cm =
4f

πρD2u̇
n̊ar u = 0 (2.57)

2.10.2 Gyldighetsområdet av Morison-likningen

Det kan vises ved hjelp av Morison-likningen at følgende sammenheng gjelder for forholdet
mellom treghet-og dragkrefter (Journée og Massie, 2001, 12.4)

Fdrag
Finertia

=
1

π2
· CD
CM
·KC (2.58)

Denne likningen viser at ved høye verdier for KC-nummeret vil drag være en stor
bidragsyter til kreftene på konstruksjonen. En lav verdi tyder derimot på at treghets-
kreftene er dominerende. Rent eksplisitt kan man si at for KC < 3 kan drag-delen av
Morison-likningen neglisjeres. Dette kommer som følger av at ved svært lave KC-nummer
vil det ikke oppstå separasjon (Faltinsen, 1990, s. 229). Uten separasjon vil vannpartik-
lene følge en potensialstrøm som gjør at det ikke vil bli trykkforskjeller som kan skape
drag-krefter. Ved KC > 45 kan derimot treghetskreftene neglisjeres som følger av store
drag-krefter. Denne relative viktigheten av treghet- og drag-krefter vises i figur 2.14.

For at Morison-likningen skal være gyldig er det krav om at konstruksjonen skal
være liten i forhold til bølgen. Dette kommer av at store konstruksjoner vil påvirke formen
på den innkommende fluidstrømmen i større grad enn små konstruksjoner. I slike tilfeller
er potensialteori godt egnet til å beskrive interaksjonen mellom vannet og konstruksjonen
(Chakrabarti, 2005a, s. 161). DNV (2010, s. 52) oppgir at Morison-likningen er gyldig
når følgende vilkår er oppfylt

L > 5D

Ved å bruke likning 2.37, som gir bølgelengden for dypt vann, og en diameter på
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10m får man at Morisonlikningen er gyldig for perioder lengre enn 5.7 s. Den korteste
bølgeperioden brukt i forsøkene hos ECN er 6 s og det vil derfor være tilstrekkelig å
anvende Morison-likningen i denne oppgaven.

Figur 2.14: Relativ viktighet av treghet- og dragkrefter. Vertikal-aksen er ekvivalent med
KC-nummeret, mens horisontal-aksen er proporsjonal med forholdet mellom diameteren
på konstruksjonen og lengden av bølgene.
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3 Skalamodelltesting

I denne seksjonen vil skalamodellen av OO Star Wind Floater, temaet for analysen i
avhandlingen, gjøres rede for. Videre vil infrastrukturen til bølgetanken som har blitt
brukt til testingen presenteres. Skalamodellen har vært utsatt for en rekke forsøk, inklu-
dert tvungen bevegelse, regulære bølger mot stasjonær flyter samt regulære og irregulære
bølge med forankret plattform. De ulike konfigurasjonene og testoppsettene som har blitt
anvendt for forsøkene vil bli gjennomgått i seksjonen.

3.1 Skalamodellbeskrivelse

Skalamodellen som er undersøkt her ble konstruert av Felix Kelberlau våren 2013. Den
er laget i målestokk 1 : 40 og består av polykarbonat, som er en svært sterk og holdbar
termoplast. Geometrien til skalamodellen er diktert av OO Star Wind Floater, men det
har blitt gjort noen forenklende modifikasjoner:

• Sentertårnet har ikke avtakende diameter ved økende høyde som i fullskala proto-
typen.

• Plasseringen til mekanisk utstyr som arbeidsplattformer, leidere og innfestning for
forankringsliner er ikke tatt høyde for, men massen er representert.

For å få tilsvarende masse, dypgang og treghetsmoment i skalamodellen som fullskala
prototypen ble den ballastert med vann og sand som oppgitt i tabell 3.1.

Tabell 3.1: Oversikt over masser til de ulike delene av konstruksjonen, og tilhørende
ballast, oppgitt i kg (Kelberlau, 2013).

Plastikkmasse Vannballast Solid ballast Sum
Pongtonger med heaveplate 3X 1.313 3X 20.663 − 65.928

Bøtter 3X 2.171 3X 12.465 3X 5.845 61.443

Sentertårn 1.668 7.560 3.695 12.923

Tårn 4.221 − 1.270 5.491

RNA − − 5.000 5.000
Sum 16.341 106.944 27.500 150.785
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Figur 3.1: Skalamodell av Dr. Techn. Olav Olsen Star Wind Floater (Kelberlau, 2013).

For å lage bøttene og sentertårnet ble det brukt 750mm lange rør med en tykkelse
på 3mm og diametre på henholdsvis 250mm og 200mm. Resten av konstruksjonen ble
laget fra 1.5mm tykke plater.

Når flyteren blir plassert i vann, skal pongtongene fylles helt med vann. Dette
ble oppnådd ved å lage tre vanninntak (�10mm) i bunn av pongtongene og luftuttak
(�5mm) på motsatt side. For å sørge for at vann kan flyte mellom rommene i pongton-
gene ble det laget hull (�5mm) i nedre del av skottene.

Konstruksjonen oppfyller toleransekravene fra DIN ISO 2768 T1 klasse c, men som
følger av at den faktiske diameteren på bøttene viste seg å være 248mm fikk sluttpro-
duktet 0.5 % lavere oppdrift enn tiltenkt. Kelberlau konkluderte med at dette har liten
innvirkning på oppførselen til flyteren.
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3.2 Bølgetanktesting ved Ècole Centrale de Nantes

Det eksperimentelle datasettet denne oppgaven er basert på stammer fra en bølgetankt-
esting av en skalamodell av Dr. Techn. Olav Olsen sin Star Wind Floater. Testingen ble
utført ved bølgetankfasilitetene til Ècole Centrale de Nantes i Frankrike november 2013
i regi av CENER og IFE.

Testfasiliteter

Bølgetanken som har blitt brukt ved utførelsen av forsøkene er 50m lang, 30m bred
og 5m dyp. Modellen har vært plassert midt i bassenget under alle forsøkene. For å
lage bølger har tanken en bølgegenerator bestående av 48 klaffer som kan bevege seg
uavhengig av hverandre. Dette gjør at man er i stand til å generere et vidt spekter av
ulike bølger (MARINET, 2015).

Figur 3.2: Ècole Centrale de Nantes bølgetank (Edinburg Designs, 2015).

• Perioden på bølgene kan justeres fra 0.8 s til 5 s.

• Maks høyde for regulære bølger: 1m.

• Maks høyde for irregulære bølger: 0.8m.

• Maks høyde for fokuserte bølger: 1.8m.
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• Retning på bølgene kan justeres fra 0˚ til 45˚. Man kan også lage multidireksjonlle
bølger ved superposisjon av bølger med ulik retning.

• Testmodellen kan enten være forankret eller fast.

3.2.1 Tvungen bevegelse

Skalamodellen har vært gjennom en rekke ulike forsøk hvor den har blitt tvunget til å un-
dergå bevegelse med spesifiserte amplituder og perioder i alle frihetsgrader. Enkeltdelene
av det anvendte oppsettet for påtvungen bevegelse, som vist i figur 3.3, vil presenteres i
de påfølgende avsnittene.

Figur 3.3: Testoppsett for tvungen bevegelse med støtteramme, lastcelle og hexapod
koblet til flyteren (Bourdier, 2014).

Heaxapod

For å få en konsekvent påføring av bevegelse på flyteren under forsøkene med tvungen
bevegelse ble det brukt et apparat som kalles for en hexapod, eller parallellmanipulator. I
sin vanligste form er dette en maskin med to plattformer som er koblet sammen gjennom
seks bevegelige bein, hvor beinene er koblet til hver av de to plattformene enten med
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sfæriske- eller universalledd (Skaret, 2011, s. 21). Den ene av plattformene holdes fast,
mens den andre står fritt til å bevege seg.

Denne maskinen muliggjør enkeltvis påføring av bevegelse i hver av de 6 frihetsgra-
dene (som vist i figur 2.1) med minimale utslag i de øvrige frihetsgradene. Dette gjør at
man får bedre og mer pålitelige data for undersøkelse av koeffisienter for addert masse
og drag.

En parallellmanipulator har ingen faste akser relativt til bakken (Stewart, 1965).
Dette gjør at man kan programmere inn virtuelle rotasjonspunkt, slik at man kan skape
bevegelse om ett hvilket som helst punkt (ECN, 2011).

I de utførte testene med påtvungen bevegelse ble det brukt ECNs egen hexapod,
som vist i figur 3.3 og 3.4.

Figur 3.4: ECNs hexapod koblet til skalamodell av flyter (Bourdier, 2014).
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Lastcelle

Lastcellen som ble benyttet er av typen ATI DAQ Omega191 IP65 og registrerer laster i
alle 6 frihetsgrader ved hjelp av strekklapper av silisium, som gir svært lave støyverdier
(ATI Industrial Automation, 2015). Relevante spesifikasjoner for lastcellen er oppgitt i
tabellen nedenfor.

Tabell 3.2: ATI DAQ Omega191 IP65 lastcelle-spesifikasjoner (ATI Industrial Automa-
tion, 2015).

Fysiske spesifikasjoner
Masse 13.2 kg

Diameter 204mm

Høyde 74.8mm

Makslaster
Fx = Fy 1800N

Fz 4500N

Mx = My = Mz 350Nm

Stivhet
Bøyestivhet (kx, ky) 2, 4 · 108N/m

Aksiell stivhet (kz) 3.6 · 108N/m

Torsjonsstivhet (ktz) 3.2 · 106Nm/rad

For å utføre koblingen mellom lastcellen og hexapoden, ble den plassert mellom to
17mm tykke rektangulære plater. Den nederste av disse platene var koblet til støtte-
rammen som vist i figur 3.3. Lastcellen registrerer lastene i bunn av lastcellen (Bourdier,
2014) og målingspunktet for krefter og momenter i forsøket var derfor 402mm målt fra
vannlinja, som vist i figur 3.5.
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Figur 3.5: Avstand til målepunkt for laster i lastcellen, målt fra vannlinjen.

Støtteramme

Som vist i figur 3.3 måtte det benyttes en ramme for å koble flyteren til lastcella og
hexapoden. Denne består av to forskjellige aluminiums-profiler. Bjelkene som går mellom
hver bøtte har en høyde på 90mm, mens bjelkene som er plassert i en rektangulær form
på toppen av trekantrammen har en høyde på 45mm. For å utføre koblingen mellom
støtterammen og flyteren, måtte tårnet på plattformen tas av.

Som følger av vanskeligheter med å feste støtterammen direkte til polykarbonatet,
ble det skrudd fast tre-klosser i begge endene av bøttene som rammen kunne festes i, se
figur 3.3. Tre-klossene i hver ende av bøttene var koblet sammen med en M6-metallstang.

Testoppsett

For å få korrekt dypgang på modellen ba Felix Kelberlau om at den skulle ballasteres med
70928 g sand, men for å ikke overskride makslastene til lastcella ble dette ikke foretatt.
Modellen hadde dermed ikke sand- eller vannballast i bøttene og sentertårnet under teste-
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ne utført med påtvungen bevegelse, men pongtongene var fulle med vann. Ved beregning
av treghetskreftene til oppsettet vil det bli tatt høyde for massen av halve lastcellen, i
tillegg til komponentene som er beskrevet i de foregående avsnittene (Bourdier, 2014).
For testene utført med tvungen bevegelse var massene i testoppsettet som beskrevet i
tabell 3.3.

Tabell 3.3: Oversikt over masser for testoppsett med tvungen bevegelse, oppgit i kg.

Masse Vannballast Sum
Pongtonger med heaveplate 3X 1.313 3X 20.663 65.928

Bøtter 3X 2.171 − 6.513

Sentertårn 1.668 − 1.668

Aluminiumsramme 21.828 − 21.828

Halv lastcelle 6.6 − 6.6

Treklosser 6X 0.879 − 5.274

M6-stenger 3X 0.166 − 0.499
Sum 46.320 108.309

Testoversikt

I løpet av testperioden hos ECN ble det utført 15 forsøk med tvungen bevegelse for hver
frihetsgrad, men hele testmateriellet har ikke vært tilgjengelig. Som en konsekvens av
dårlig kvalitet på enkelte av de utførte testene, blant annet i form av støy og irregulær
respons, har også flere av forsøksdataene blitt forkastet. Forsøkene som ble ansett som å
ha god nok kvalitet til å benytte under simuleringene er vist i tabell 3.4. Simuleringer av
pitch er ikke tatt med som følge av det kun foreligger testdata fra ett forsøk med kort
periode (T = 5 s).
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Tabell 3.4: Oversikt over de utførte testene for tvungen bevegelse, oppskalert til fullskala.

Frihetsgrad Test-ID Amplitude Periode (s)

Surge

PA1 ±1m 5

PA2 ±1m 6

PA3 ±1m 8

PA4 ±1m 10

PA11 ±2m 6

PA12 ±2m 8

PA15 ±2m 21

Heave

PA16 ±1m 5

PA17 ±1m 7

PA18 ±1m 9

PA19 ±1m 10

PA20 ±1m 11

PA21 ±1m 12

PA22 ±1m 14

PA23 ±1m 18

PA24 ±1m 21

PA25 ±1m 25

PA30 ±2m 25

Yaw

PA46 ±5 grader 5

PA49 ±5 grader 8

PA50 ±5 grader 9

PA57 ±10 grader 7

Sway
PA62 ±1m 6

PA70 ±1m 25

PA75 ±1m 21

Roll

PA78 ±5 grader 7

PA80 ±5 grader 10

PA81 ±5 grader 11

PA85 ±5 grader 25

Påføring av bevegelse

Under alle de utførte testene var hexapoden med den påmonterte modellen plassert i
senter av bassenget. For testene med translasjonell bevegelse ble bevegelse påført lineært
i hver enkelt av frihetsgradene med amplitudene og periodene som spesifisert i tabell 3.4.
For testene med rotasjonell bevegelse skapes det rotasjon om et fast, programmerbart,
punkt.
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• Translasjonell bevegelse

– Surge, sway og heave: lineær påføring av bevegelse i ønsket frihetsgrad med
hexapoden.

• Rotasjonell bevegelse

– Pitch og roll: Rotasjon om vannlinjen eksiteres av hexapoden.

– Yaw: Rotasjon om senteraksen til sentertårnet eksiteres av hexapoden.

3.2.2 Stasjonær flyter med regulære bølger

Modelloppsettet for forsøkene med regulære bølger og stasjonær flyter var identisk som
ved utførelsen av tvungne bevegelser, men modellen holdes stasjonær av hexapoden i ste-
det for å bli påtvunget bevegelse. Bølgene ble generert med ønsket periode og amplitude
som spesifisert i tabell 3.5 og de resulterende lastene ble registerert av lastcella. PB2 og
PB3 ble forkastet på grunn av irregulær respons.

Tabell 3.5: Oversikt over testene utført med regulære bølger.

Test-ID Bølgeamplitude Periode (s)
PB4 3m 8
PB5 3m 9
PB6 3m 10
PB7 3m 11
PB8 3m 15
PB9 3m 20
PB10 3m 25

3.2.3 Forankret flyter med regulære og irregulære bølger

For forsøkene utført med forankringsliner var utgangspunktet for modellen som beskrevet
under seksjon 3.1. Edfelt og Killingstad (2014) fant under sin behandling av testdataene
fra ECN at modellen lå 1.5 cm lavere i vannet enn tiltenkt, som for fullskala-modellen
tilsvarer 0.6m. Det vil si at dypgangen ved forsøkene var 20.6m.
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Figur 3.6: Skalamodell av OO Star Wind Floater plassert i bølgetank (Edfelt og Killing-
stad, 2014).

Forankringsliner

Flyteren ble forankret til bassenggulvet i en fullskala dybde på 200m ved hjelp av tre
forankringsliner med en spredning på 120◦. Linene ble festet til utsiden av modellen i en
dybde på 14m. Som følger av begrensede dimensjoner på de ytre målene av bassenget,
måtte lengden på de to linene som er plassert nedstrøms reduseres noe. Spesifikasjonene
på forankringslinene i fullskala er oppgit i tabell 3.6.

Tabell 3.6: Størrelser knyttet til spesifisering av forankringsliner(Azcona et al., 2013).

Line 1 Line 2 Line 3
Radiell posisjon til anker 829.23m 580.0m 580.0m

Radiell posisjon til klyss 32.5m 32.5m 32.5m

Vinkelposisjon til anker 180◦ 60◦ 300◦

Vinkelposisjon til klyss 180◦ 60◦ 300◦

Lengde 835.5m 586.27m 586.27m

Ekvivalent linediameter 0.126m 0.126m 0.126m

Tetthet 8562.85 kg/m3 8562.85 kg/m3 8562.85 kg/m3

Aksiell stivhet 7.536 · 108N 7.536 · 108N 7.536 · 108N
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Sensorer

For å registrere bevegelsen til flyteren under forsøkene med forankringsliner ble det be-
nyttet et lasersporingssystem med reflektorer på plattformen. Strekket i forankringslinene
ble også registrert, men som følger av at sensorene ikke var kalibrert for å ta høyde for
hydrostatisk trykk er disse målingene ansett som usikre. For å måle den innkommende
bølgen ble det brukt fire bølgemålere; en oppstrøms, en på hver side av plattformen og
en nedstrøms (Edfelt og Killingstad, 2014, s. 42).

Regulære bølger

Spesifikasjonene til forsøkene utført med regulære bølger er oppsummert i tabell 3.7. For
å kontrollere bølgeamplitudene som ble påsatt i de ulike forsøkene ble dataene som forelå
fra bølgemålerene inspisert. Sensor 1 var feilkalibrert for samtlige forsøk, og forkastes
følgelig.

Figur 3.7: Bølgesensordata for PF3: regulære bølger med spesifisert amplitude på 3m.

Målingene fra de resterende sensorene spriker tidvis stort, som vist i figur 3.7, og
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det ble derfor tatt et gjennomsnitt av RMS-amplituden til hver sensor. Disse amplitudene
er oppgitt som «målt amplitude» i tabell 3.7.

Tabell 3.7: Oversikt over forsøk utført med forankret plattform og regulære bølger.

Test-ID Spesifisert amplitude Målt amplitude Periode
PF2 3m 3.24m 10 s

PF3 3m 3.19m 15 s

PF4 3m 2.96m 17 s

PF5 3m 3.18m 19 s

PF6 3m 2.86m 21 s

Irregulære bølger

Skalamodellen har også gjennomgått tester utført med irregulære bølger. De testene som
er undersøkt i denne oppgaven står oppgitt i tabell 3.8 med signifikant bølgehøyde og
periode. Variansen til overflateprofilen ble utledet fra bølgesensor nr. 3, og den resulte-
rende signifikante bølgehøyden er oppgitt i tabell 3.8. Spektral topp-perioden, som er
bølgeperioden med høyest energi, er også oppgitt.

Tabell 3.8: Oversikt over forsøk utført med forankret plattform og irregulære bølger.

Test-ID Signifikant bølgehøyde Periode
PH11 1.24m 5.5 s

PH12 1.88m 6.5 s

PH13 2.39m 7.3 s

PH14 4.56m 10 s
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4 Metodikk

4.1 Påtvungen bevegelse

I oppsettet av den numeriske modellen i 3Dfloat har det blitt tatt utgangspunkt i den
numeriske modellgeometrien som ble utviklet av Kelberlau (2013), senere modifisert og
oppskalert til fullskala-størrelse av Edfelt og Killingstad (2014). For å skape overens-
stemmelse mellom den numeriske og fysiske modellen brukt til forsøkene med påtvungen
bevegelse, var det nødvendig å gjøre endringer av modelloppsettet. Dette beskrives i de
påfølgende seksjonene.

4.1.1 Numerisk modell

Figur 4.1: Numerisk modellgeometri for påtvunget bevegelse sett fra henholdsvis xz- og
yz-planet.

Flytergeometri

Flytergeometrien i 3Dfloat er diktert av den fysiske skalamodellen bygget av Kelberlau
(2013) som beskrevet i seksjon 3.1. I motsetning til skalamodellen som var bygget i 1 : 40

størrelse, er modellen i 3Dfloat representert i full skala.
Geometrier i 3Dfloat bygges utelukkende opp av sirkulære og rektangulære ele-

menter, og sammenliknet med skalamodellen har det derfor vært nødvendig å gjøre noen
endringer av geometrien. Mens den fysiske modellen har pongtonger med avtakende bred-
de fra sentertårnet ut til bøtten, er pongtongene i 3Dfloat modellert med konstant bredde.
Heaveplaten som kan sees nederst på modellen i figur 3.1 er heller ikke gjenskapt i den nu-
meriske modellen. Den adderte massen og dempingen som heaveplaten bidrar med i den
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fysiske modellen, må derfor representeres vha. de nedre flatene til bøttene, pongtongene
og sentertårnet slik at den hydrodynamiske oppførselen ivaretas.

Treklossene, og metallstengene som ble brukt til å koble dem sammen, er for en-
kelthets skyld representert i den numeriske modellen som ett element i senter av hver av
bøttene. Tettheten til hvert av disse tre elementene er satt for å ta høyde for massen til
både tre-klossene og metallstangen. Korrekt masse for flyteren i den numeriske modellen
er oppnådd ved å sette tettheten til de ulike delene av strukturen ut i fra de virkelige
massene i skalamodellen.

Lastcelle

Lastcellen som ble brukt i forsøkene med påtvungen bevegelse er også modellert i 3Dfloat.
Elementet som representerer lastcella kan observeres i figur 4.1 som det øverste elementet
i senter av modellen. For å sørge for at lastene fra simuleringen og forsøket kan sammenlik-
nes direkte, har det vært spesielt viktig å sikre at plasseringen av den numeriske lastcella
er lik som i forsøket. Etter å ha tatt kontakt med ECN fikk vi oversendt en CAD-modell
av rammen som ble brukt under forsøket, slik at vi kunne gjenskape den eksakte plasse-
ringen av lastcellen. For å gi kongruens mellom treghetskreftene i skalamodellen og den
numeriske modellen er det tatt høyde for massen til halve lastcellen. Som i eksperimentet
ble lastene i 3Dfloat registrert i bunn av lastcellen.

Tidlig i simuleringsprosessen var vi utsatt for støy i dataene fra simuleringene i
tillegg til at resultatene var sterkt avhengige av det valgte tidsskrittet. Dette viste seg
å være et resultat av at sensoren var for stiv. For å bli kvitt disse problemene, og for å
oppnå samsvar mellom numerisk og fysisk modell, ble derfor aksiell stivhet, bøyestivhet
og torsjonsstivhet satt til verdiene i tabell 3.2. Se appendiks D for utregninger.

Tabell 4.1: Lastcelle-spesifikasjoner inkludert koordinatene til målepunktet for laster i
simuleringene.

Egenskap Verdi
Masse 6.600 kg

Høyde 2.992m

Ytre diameter 8.000m

Indre diameter 5.611m

Aksiell stivhet (EA) 1.723 · 1012N

Bøyestivhet (EI) 1.029 · 1013Nm

Torsjonsstivhet (GIp) 2.451 · 1013Nm2/rad

Målepunkt for laster (0, 0, 16.080)
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Støtteramme

Rammen som ble brukt for å koble flyteren til sensoren og hexapoden i forsøkene med
tvungen bevegelse, er representert i den numeriske modellen, som vist i figur 4.2. Fra
senter av bøttene er det laget elementer som går opp til senter av lastcellen. Bøttene er
koblet sammen med tilsvarende elementer.

Figur 4.2: Flyter med støtteramme sett ovenfra. Sirkulære seksjoner vises ikke.

Elementinndeling

Som et første ledd i å oppnå grid-uavhengighet for den numeriske modellen, hvor resulta-
tene er uavhengige av tidsskritt og elementinndeling, ble det foretatt en sensitivitetstest
av flyteren. Dette ble gjort ved å kjøre en surgesimulering, og iterativt øke elementinn-
delingen for hvert enkelt element på flyteren. Dette gjorde vi inntil vi fikk konvergerende
verdier for krefter og momenter. Resultatet av elementinndelingen vises i figur 4.3. Som
man kan se var elementinndelingen mest kritisk i pongtongene og delene av tårnet og
bøttene som ligger nær vannoverflaten.
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Figur 4.3: Elementinndeling av numerisk modell.

Feil i 3Dfloat

Ved justering av elementantall i bøttene for å oppnå grid-uavhengighet, oppdaget vi
en feil i 3Dfloat. I den nederste seksjonen av bøtten observerte vi økende verdier for
moment og kraft ved å justere opp elementinndelingen. Dette er i strid med hvordan
resten av seksjonene i bøtten oppfører seg: ved økende elementinndeling vil man raskt få
konvergerende verdier for aktuelle krefter og momenter.

Etter konferering med professor T. A. Nygaard kom vi fram til at dette skyldes en
feil i måten 3Dfloat håndterte koeffisienter for addert masse og aksiell morison-drag ved
elementinndeling høyere enn 1. Når man legger til koeffisienter til et element, vil man at
disse verdiene utelukkende skal bli lagt til den spesifiserte noden. I dette tilfellet ble koef-
fisientene duplisert og lagt til alle nodene som representerer de nye elementene ved høyere
elementinndeling. Dette var årsaken til de divergerende verdiene, og ble unngått ved å
begrense elementinndelingen på nedre del av bøtta til ett element. Den samme feilakti-
ge oppførselen ble forøvrig også observert ved bruk av punktmasser og elementinndeling
høyere enn 1.

4.1.2 Påføring av bevegelse

Translasjonell bevegelse

Ved simulering av forsøkene med tvungen bevegelse, etterstrebet man å påføre bevegelsen
på samme måte som det ble gjort i forsøkene. For forsøkene med translasjonell bevegelse
har bevegelsen blitt påtvunget ved å sette på en harmonisk kraft mot en svært stiv fjær i
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toppen av lastcellen. Med høy fjærstivhet kan innvirkningen fra drag- og treghetskrefter
på den påførte bevegelsen neglisjeres, og man kan dermed finne nødvendige verdier for
kraften og fjærstivheten fra Hookes lov som gir ønsket amplitude på svingningen

Fa = kxa

hvor Fa er amplituden på den harmoniske kraften, k er fjærstivheten og xa er
amplituden på bevegelsen.

Rotasjonell bevegelse

For å gjenskape metoden som ble brukt for påføring av rotasjonell bevegelse i roll i
forsøket, har det etter konferering med professor T. A. Nygaard blitt modellert en stiv
ramme som omgir flyteren og er koblet til den øverste delen av lastcellen.

Figur 4.4: Ramme for påføring av roll-bevegelse på den numeriske modellen.

Det ønskede vinkelutslaget ble deretter eksitert ved å påføre et harmonisk moment
mot en stiv torsjonsfjær i det ene opplagringspunktet i rammen. Siden rammen er svært
stiv og er koblet til flyteren i toppen av lastcellen, vil flyteren tvinges til å bevege seg på
tilsvarende måte som rammen.

For simulering av rotasjon påført i yaw, har framgangsmåten og modelloppsettet
vært tilsvarende som for translasjonell bevegelse. I stedet for påføring av kraft mot en
lineær fjær, har det dog blitt påført et moment mot en torsjonsfjær.

Den ønskede amplituden på vinkelutslaget for roll og yaw får man ved å benytte
den rotasjonelle formen for Hookes lov

τa = κθa
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hvor τa er amplituden på torsjonsmomentet, κ er fjærstivhet og θa er ampltituden
på vinkelutslaget i radianer.

4.2 Stasjonær flyter med regulære bølger

Forsøkene med regulære bølger og fast flyter ble simulert ved å holde fast flyteren i
topp av lastcellen, og påføre bølger med ønsket amplitude med strømningsfunksjon i
3Dfloat. Som følge av at det ikke ble gjort bølgemålinger for de utførte forsøkene med
fast flyter, er det noe usikkert hvorvidt de spesifiserte amplitudene i tabell 3.5 faktisk
ble påført. Flyter-modellen og det øvrige testoppsettet var identisk som for simuleringene
med tvungen, translasjonell bevegelse.

4.3 Forankret flyter

For simuleringene med forankring har det blitt tatt utgangspunkt i modellen Edfelt og
Killingstad (2014) definerte i forbindelse med deres masteroppgave. Som nevnt under
seksjon 3.2.3 lå modellen 1.5 cm for lavt under forsøkene. Dette ble tatt høyde for i
den numeriske fullskalamodellen ved å justere tettheten til sand-ballasten i bøttene for
å oppnå en draft på 20.6m. I følge Edfelt og Killingstad var massen til plattformen
som testet under forsøkene 157.70 kg. Den numeriske modellen i 3Dfloat har en total
strukturell masse på 157.45 kg, og samsvaret mellom numerisk og fysisk modell betraktes
derfor som godt.

4.3.1 Plattformgeometri

Figur 4.5: Plattformgeometri for simuleringer med regulære og irregulære bølger med
forankret plattform.
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Geometrien til plattformen brukt ved simulering av forsøk med forankring er på de fleste
områder tilsvarende den som ble brukt ved tvungen bevegelse. Modellen for forsøkene
med forankring inkluderer tårn, mekanisk utstyr, RNA og vann- og sandballast i bøttene
og sentertårnet.

4.3.2 Forankringsliner

Forankringssystemet til plattformen består som nevnt under seksjon 3.2.3 av tre forank-
ringsliner, med en spredning på 120◦ som vist i figur 4.6.

Figur 4.6: Forankringsliner til numerisk modell vist ovenfra.

Som følge av at linene i den numeriske modellen trenger tid til å stabilisere seg, har
bølgene blitt påført først etter 30 s. Figur 4.7 viser forankringslinene umiddelbart etter
simuleringsstart og deretter i stabilisert tilstand etter 15 s.

61



Figur 4.7: Forankringsliner vist i henholdsvis xz- og yz-planet. Øverst vises linene rett
etter simuleringsstart og nederst i stabilisert tilstand.

4.3.3 Regulære bølger

For simulering med regulære bølger ble det påsatt regulære bølger med periodene og
de målte verdiene for amplitudene som oppgitt i tabell 3.5 vha. strømningsfunksjon i
3Dfloat.

4.3.4 Irregulære bølger

Irregulære bølger kan betraktes som en superposisjon av flere cosinusfunksjoner, og er
derfor velegnet til å beskrives av fourier-analyse. Simuleringene med irregulære bølger
har blitt kjørt med bølgetabeller generert fra målingene til bølgemåler 3 ved hjelp av. et
program laget av postdoktor Jacobus Bernardus de Vaal ved IFE. Programmet dekom-
ponerer tidsserien fra en bølgemåler med en kjent posisjon i fourier-komponenter med
tilhørende frekvenser, amplituder og faser som deretter lagres i en separat fil. Ved å ta
denne filen som input i 3Dfloat gjenskapes den eksakte tidsserien av irregulære bølger som
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ble påført i bølgebassenget, og sammenlikningsverdien av numeriske og eksperimentelle
data blir således høy.

Som en konsekvens av at det må benyttes en funksjon som vektlegger den midtre
delen av tidsserien mer enn endene for å generere bølgetabellene, vil starten og enden
av bølgeserien i simuleringene være lavere enn i forsøket. Først etter 0.1T , hvor T er
den totale lengden av den målte tidsserien, vil amplitudene mellom forsøk og simulering
samsvare (de Vaal, 2015). Tidsserien fra forsøkene er i full skala 4000 s lang, og det velges
derfor å se på responsen til plattformen mellom 500 s og 3500 s.

4.4 Demping

Verdiene for demping ble innledningsvis satt med utgangspunkt i hva Edfelt og Killingstad
brukte i modellen sin. Til dels store forskjeller i addert masse og drag-koeffisienter mellom
simuleringsoppsettet i denne oppgaven kontra Edfelt og Killingstad sine funn, førte til at
spesielt verdiene for kvadratisk demping måtte nedjusteres noe.

For å justere inn lineær og kvadratisk demping ble det utført free-decay tester i
frihetsgradene surge, heave og pitch. Kvadratisk demping ble justert inn ved å se på den
første delen av svingningsforløpet, mens lineær demping ble justert for å gi overenstem-
melse nær plattformens egenperioder. For framgangsmøte av free-decay-tester henvises
det til Edfelt og Killingstad (2014, s. 54-55).

4.5 Koeffisienter for drag og addert masse

For å finne koeffisientene for addert masse og drag ble det tatt utgangspunkt i DNVs
anbefalte verdier som gir koeffisientene som en funksjon av KC-nummeret, se figur 2.12 og
2.13. KC-nummeret for en konstruksjon utsatt for en svingende fluidstrøm er en funksjon
av hastigheten til vannpartikkelen, perioden til svingningen og diameteren til søylen, og
vil således ikke bare variere mellom ulike forsøk, men også underveis i et forsøk. 3Dfloat
tar dog ikke høyde for at koeffisientene for addert masse og drag i virkeligheten kan
variere, og man definerer derfor konstante verdier som gjelder for alle forsøkene. For
heave-bevegelse vil ikke KC-nummeret kunne benyttes med enkelhet, da dette i hovedsak
gjelder for strømning normalt på sylindere. Addert masse og drag i heave-retning vil
derfor i større grad bestemmes ut i fra eksperimentelle data.

4.5.1 Addert masse surge og sway

Hastigheten til vannpartiklene i en regulær bølge, og dermed også KC-nummeret, vil avta
med dybden. For å avgjøre hvorvidt variasjonen i KC-nummeret var stor nok til å kunne
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rettferdiggjøre en vertikal fordeling av den adderte massen, ble KC-nummeret plottet som
en funksjon av dybden for sentertårnet og bøttene for de ulike testene med regulære bølger
og fast flyter. Dette er også representativt for regulære bølger med forankret plattform.

Figur 4.8: KC-nummer som funksjon av dybden for henholdsvis bøtte og sentertårn for
tilgjengelige tester med regulære bølger.

Fra figur 4.8 ser man at maks-verdien for KC-nummeret inntreffer ved vannflaten,
hvor hastigheten er størst. Selv om KC-nummeret varierer fra 0.2 til 1.9 for bøtten, og
fra 0.3 til 2.4 for sentertårnet, ser man fra DNVs anbefalte verdier i figur 2.13 at Cm bør
settes til 2. Denne verdien vil derfor defineres globalt i 3Dfloat, og vil gjelde for bøttene
og sentertårnet ved bevegelse i surge og sway.

Pongtongene vil også bidra med addert masse i både surge- og sway-retning, og som
følge av den rektangulære utformingen må koeffisientene bestemmes separat fra bøttene
og sentertårnet. Utgangspunktet for den adderte massen for pongtongen ble fastsatt ved
å benytte følgende likning for addert masse per enhet lengde (DNV, 2010, appendiks D):

ma = ρCaAR (4.1)

hvor AR er definert som arealet til en sirkel med radius lik høyden av pongtongen.
For en pongtong med størrelsesforhold h/oyde

bredde
= 0.5 oppgir DNV at det skal benyttes en

verdi for Ca på 1.7 . Massekoeffisienten blir dermed Cmy = 2.7.

4.5.2 Addert masse heave

For å bestemme addert masse i heave-retning ble de eksperimentelle dataene fra tvungen
bevegelse i heave benyttet. Framgangsmåten var som beskrevet i seksjon 2.10.1, som
går ut på å lese av kraften i lastcellen ved et tidspunkt når hastigheten er null. Da vil
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drag-kreftene være null, og lastcella registrerer ved det tidspunktet kun treghetskraften
i tillegg til kraften som kommer av vannplanstivheten til flyteren. Figur 4.9 viser et slikt
tidspunkt for PA18.

Figur 4.9: Ren treghetskraft og vannplanstivhet ved et tidspunkt i heave-bevegelsen hvor
hastigheten er null.

Uten påvirkning fra drag-krefter kan uttrykket for treghetskraften skrives som

FI = FS −Dz

Treghetskraften følger av Newtons 2. lov som FI = m · a, og siden flyteren gjen-
nomgår en harmonisk svingning kan amplituden til akselerasjonen skrives a = Aω2. Den
adderte massen kan da finnes ved hjelp av

ma =
Fs −Dz
Aω2

−ms

Resultatet av denne framgangsmåten er presentert i figur 4.10 med gjennomsnittlig
verdi for den adderte massen markert med en prikk, og to standardavvik oppgitt for
hver verdi med en vertikal søyle. Perioder lengre enn 14 s er ikke inkludert i utregningene
som følger av mye støy i de eksperimentelle dataene, og påfølgende vanskeligheter med
avlesning av kraftutslaget.
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Figur 4.10: Addert masse for heave fra eksperimentelle data, med to standardavvik
assosiert med hver verdi.

Å tolke noen nøyaktig verdi for den adderte massen er problematisk på grunn av
til dels svært store standardavvik, men for perioder på 10 s og 11 s ligger den adderte
massen i området som ble beregnet fra free-decay forsøk av Edfelt og Killingstad (2014).
Ved å sammenlikne numeriske resultater opp mot eksperimentelle data ble det bestemt
at en addert masse på 280 kg i heave-retning ga tilfredsstillende resultater for flest antall
perioder, og ble av den grunn brukt for videre simuleringer.

Som følge av at den adderte massen ikke er jevnt fordelt på de nederste delene av
konstruksjonen, må det benyttes en prosentvis distribuering av addert masse på pongton-
ger, bøtter og sentertårn. Med bakgrunn i tidligere erfaringer og simulering av påtvungen
bevegelse i roll og regulære bølger med forankret plattform ble fordelingen satt til 60%

for pongtongene, 35.5% for bøttene og 4.5% for sentertårnet.
Ved definisjon av koeffisienter for addert masse i heave må man ta høyde for de

normaliserende faktorene som benyttes i 3Dfloat. For bøttene vil koeffisientene norma-
liseres i 3Dfloat med en verdi tilsvarende massen til tre halvkuler med samme radius
som bøtten, mens for sentertårnet brukes massen til én halvkule tilsvarende radiusen til
sentertårnet. For pongtongene blir det brukt en faktor tilsvarende den fortrengte massen
av tre pongtonger. Se appendiks F for utregninger.

Med de normaliserende faktorene og den prosentvise fordelingen kan man regne ut
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koeffisientene som må defineres i 3Dfloat på henholdsvis pongtong, sentertårn og bøtte
for å gi ønsket addert masse

CmP = 1 + 0.6
ma

mP,norm

(4.2)

CmS = 1 + 0.045
ma

mS,norm

(4.3)

CmB = 1 + 0.355
ma

mB,norm

(4.4)

4.5.3 Normal drag-koeffisient

Den neste koeffisienten som må bestemmes er drag-koeffisienten, Cd. Fra DNVs figur ser
vi at minimumsverdien for drag-koeffisienten er 0.6 for en struktur med glatt overflate,
men med bakgrunn i tidligere erfaring ble det valgt å sette Cd = 0.7. Drag-koeffisienten
er forøvrig avhengig av Reynolds-nummeret, men som tidligere nevnt er det problemer
knyttet til oppskalering av Reynolds-nummeret fra skalamodell til fullskala.

4.5.4 Aksiell drag-koeffisient

Metoden som ble anvendt for å bestemme drag-koeffisienten i z-retning er tilsvarende
som ved bestemmelse av addert masse; kraften i lastcella leses av i et tidspunkt når
akselerasjonen er null. Da vil bidraget fra både treghetskrefter og vannplanstivhet kunne
neglisjeres, og sensoren registrerer dermed utelukkende drag-krefter. Et tidspunkt hvor
akselerasjonen er null er vist i figur 4.11 for PA18.
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Figur 4.11: Ren drag-kraft ved et tidspunkt i heave-bevegelsen hvor akselerasjonen er
null.

For å finne et utgangspunkt for den aksielle drag-koeffisienten ble følgende omskri-
ving av Morison-likningen benyttet

Cd =
2Fs
ρSu2

(4.5)

hvor S er det projiserte arealet normalt på strømningsretningen (DNV, 2011, s.
148). Det projiserte arealet i strømningsretningen for bevegelse i heave vil betraktes som
arealet av heaveplaten.

Figur 4.12: Snitt som viser ett av tre ben med bøtte, pongtong og sentertårn (Kelberlau,
2013).
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Arealet av ett ben av plattformen som vist i figur 4.12 er i følge Kelberlau (2013,
s. 41) 472.64m2 i fullskala. Det totale arealet av heaveplaten blir dermed 1417.92m2.

Gjennomsnittet av verdiene som følger av likning 4.5 er vist i figur 4.13 med to
standardavvik oppgitt for hver verdi.

Figur 4.13: Drag-koeffisient for heave fra eksperimentelle data med to standardavvik
assosiert med hver verdi.

Heaveplaten er som nevnt ikke modellert i den numeriske modellen. For at den
hydrodynamiske oppførselen fra skalamodellen skal ivaretas i simuleringene må derfor den
aksielle drag-koeffisienten multipliseres med et forholdstall i henhold til arealforskjellene
mellom numerisk modell og skalamodell som oppgitt i tabell 4.2.

Tabell 4.2: Forholdstall brukt til distribuering av drag-koeffisienten på pongtong, bøtte
og sentertårn.

Element Forholdstall
Pongtong 1.30

Sentertårn 1.15

Bøtte 1.37
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5 Resultater

I denne seksjonen vil resultatene fra simuleringene presenteres og sammenliknes mot de
eksperimentelle data fra bølgetankforsøkene. Implikasjonene som følger av resultatene vil
først gjøres rede for i neste seksjon. Alle simuleringene har blitt utført i full skala og
resultater fra forsøket vises i oppskalert størrelse uten noen form for filtrering.

5.1 Koeffisienter og demping

Tabell 5.1: Anvendte verdier for hydrodynamiske koeffisienter.

Pongtonger Sentertårn Bøtte

Drag
cdx = 0 cdx = 0.7 cdx = 0.7

cdy = 2 cdy = 0.7 cdy = 0.7

cdz = 16.9 cdz = 14.95 cdz = 17.81

Addert masse
cmx = 1 cmx = 2 cmx = 2

cmy = 2.5 cmy = 2 cmy = 2

cmz = 3.6 cmz = 7.0 cmz = 9.1

Koeffisientene som har blitt brukt i framstillingen av de påfølgende resultatene er gitt i
tabell 5.1. Med bakgrunn i utredningene i seksjon 4.5 ble det valgt å sette globale koeffi-
sienter for addert masse og drag til henholdsvis Cm = 2 og Cd = 0.7. Siden pongtongene
har en rektangulær utforming kan det ikke benyttes de samme koeffisientene som for
bøttene og sentertårnet. Koeffisientene som er assosiert med pongtongene er derfor satt
lokalt for elementene. Et resultat av dette er at cmy og cdy vil gi bidrag i både surge- og
sway-retning. Koeffisientene for addert masse og drag i heave-retning er definert på de
nederste elementene av bøttene og sentertårnet.

Verdiene som har blitt brukt for lineær demping og kvadratisk demping er oppsum-
mert i tabell 5.2.

Tabell 5.2: Verdier for lineær og kvadratisk demping i 3Dfloat

Lineær demping Verdi
Heave 250000 kg/s

Pitch og roll 55000000 kgm2/s

Kvadratisk demping
Surge og sway 500000 kg/m

Heave 1250000Ns2/rad2
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5.2 Hydro-elastisk respons ved tvungen bevegelse

Simuleringene med tvungen bevegelse vil presenteres ved å legge frem figurer fra ett eller
flere case som er representativt for simuleringen og forsøket. Det vil bli vist 5 perioder fra
første stabiliserte periode for både simuleringen og forsøket. Responsen fra alle de utførte
simuleringene vil deretter sammenliknes mot forsøksdataene ved hjelp av RMS-verdiene
til signalene. RMS er funnet ved å betrakte utdrag, med lik fase, fra de stabiliserte
tidsseriene for simuleringen og forsøket.

5.2.1 Surge

For simuleringene og forsøkene utført med tvungen bevegelse i surge-retning er amplitu-
dene for Fx og My av interesse. I figur 5.1 vises responsen i Fx og My for PA4.

Figur 5.1: Fx og My for surge-test PA4: T = 10 s, A = ±1m.

Som man kan se fra figurene er det noe støy på kurvene fra forsøket, og for å kunne
sammenlikne responsen mellom forsøk og simulering er det derfor hensiktsmessig å se på
RMS-verdiene. Figur 5.2 viser RMS av Fx og My beregnet for forsøk og simulering for
alle surge-testene som er oppgitt i tabell 3.4. De røde prikkene og kryssene representerer
henholdsvis RMS for simuleringer med en amplitude på 1m og 2m, og tilsvarende gjelder
blå markeringer for forsøksdataene. Den samme konvensjonen vil benyttes for alle testene
med påtvungen bevegelse.
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Figur 5.2: Sammenlikning av RMS-verdier for Fx og My mellom forsøk og simulering for
ulike perioder og amplituder av tvungen surge-bevegelse.

5.2.2 Sway

Det eksperimentelle datasettet for testene i sway-retning er noe mangefullt, og data for
simuleringer med perioder mellom 6 s og 21 s har ikke vært tilgjengelig. Figur 5.3 viser
Fy og Mx for PA75.

Figur 5.3: Fy og Mx for sway-test PA75, T = 21 s, A = ±2m.

Figur 5.4 viser en sammenlikning av RMS for simulering og forsøk for de tilgjengelige
sway-testene. For PA62 (T = 6 s) ser man at det er avvik mellom responsen for Fy og
Mx oppnådd i simuleringen og forsøket, men at de to testene med lang periode stemmer
godt overens.
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Figur 5.4: Sammenlikning av RMS-respons for Fy og Mx mellom forsøk og simulering
for ulike perioder og amplituder av tvungen sway-bevegelse.

5.2.3 Heave

Det eksperimentelle datagrunnlaget for heave er relativt stort, og man kan dermed danne
seg et godt bilde av hvorvidt simuleringene gir god overensstemmelse med forsøkene.
Figur 5.5a viser et utdrag av 5 perioder for kraften i z-retning for PA21 og figur 5.5b
viser RMS av responsen for alle heave-testene. Som man kan se samsvarer simulering og
forsøk godt for alle perioder lengre enn 7 s.

(a) Utdrag av Fz for heave-test PA21, T = 12 s,
A = ±1m.

(b) RMS-respons for heave.

Figur 5.5: Sammenlikning av forsøk og simulering med påtvungen heave-bevegelse.
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5.2.4 Roll

Som følge av at flere av forsøksdataene med bevegelse i roll har to utpregede topper for Fy
og Mx, som vist i figur 5.6, velges det å ikke beregne RMS av dataene, men heller gjengi
trendene som det er mulig å tyde fra figurene. De eksperimentelle dataene fra PA77 og
PA79 anses som usikre pga. irregulær respons, og vil derfor ikke vurderes.

Figur 5.6: Fy og Mx for roll-test PA80, T = 10 s, A = ±5◦.

Fra figur 5.6 kan man se utslaget i Fy og Mx for PA80. Samsvaret mellom 3Dfloat
og forsøk anses å være godt for beskrivelsen av amplituden til Fy for PA80 og PA81
(A = ±5◦, T = 11 s). For PA85 (A = ±5◦, T = 25 s) ligger Fy høyere i simuleringen enn
forsøket, mensMx stemmer godt overens. De øvrige dataene antyder derimot at responsen
av Mx i simuleringene gjennomgående ligger lavere enn for forsøkene.

5.2.5 Yaw

Som følger av urene data og irregulær respons ble det vurdert at PA47 og PA48 måtte
forkastes. De resterende casene presenteres i figur 5.7a-5.7d og viser svært god overens-
stemmelse mellom simuleringer og forsøk.

74



(a) PA46, T = 5 s, A = ±5◦. (b) PA49, T = 8 s, A = ±5◦.

(c) PA50, T = 9 s, A = ±5◦. (d) PA57, T = 7 s, A = ±10◦.

Figur 5.7: Sammenlikning av Mz mellom forsøk og simulering for alle vurderte tester
med påtvungen yaw.

5.3 Hydro-elastisk respons ved stasjonær flyter og regulære bøl-

ger

For simuleringene med regulære bølger og fast flyter velges det å vise PB6, som er den
testen som avviker mest fra forsøkene. Figur 5.9 viser at verdiene fra simuleringene sam-
menfaller greit med forsøkene, men at simuleringene gjennomgående gir for høye verdier.
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(a) Utdrag av Fx fra PB6.

(b) Utdrag av Fz fra PB6.

(c) Utdrag av My fra PB6.

Figur 5.8: Sammenlikning av respons fra
forsøk og simulering for PB6, T = 10 s, A =
3m.

(a) RMS-respons for Fx.

(b) RMS-respons for Fz.

(c) RMS-respons for My.

Figur 5.9: Sammenlikning av RMS mel-
lom simulering og forsøk for stasjonær flyter
med regulære bølger.
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5.4 Hydro-elastisk respons ved forankret flyter og regulære bøl-

ger

Resultatene fra forankret plattform med regulære bølger er eksemplifisert gjennom PF2
som er vist i figur 5.10a-5.10c. Det presenteres utdrag fra tidsseriene som viser utslag i
de relevante frihetsgradene; surge, sway og heave. I figur 5.11a-5.11c vil deretter ampli-
tudene for alle simuleringene sammenliknes mot tilgjengelig forsøksdata. Amplitudene er
beregnet som A =

√
2RMS(y), hvor y er dataene fra simuleringene og forsøkene. Offset-

verdier som har eksistert mellom responsen i forsøk og simulering er nullstilt for å kunne
gjøre en direkte sammenlikning av utslaget i amplitudene.

Figur 5.10a-5.10c viser at utslagene i hver av frihetsgradene vil øke med lengre bølge-
perioder. Sammenlikningen av RMS fra forsøk og simulering viser at simuleringsoppsettet
gir en grei beskrivelse av surgeforløpet i forsøket, med unntak av bølgeperioder på 17 s

og 21 s. For heave kan vi se at 3Dfloat ligger tett opptil de eksperimentelle dataene for
alle perioder, om enn noe lavt. Pitch-responsen er svært god for perioder på 10 s, 15 s og
17 s, men gir for høy respons ved de lengste periodene.
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(a) Utslag i surge.

(b) Utslag i heave.

(c) Utslag i pitch.

Figur 5.10: Sammenlikning av utslag for
simulering og forsøk i surge, heave og pitch
for PF2.

(a) RMS-respons for surge.

(b) RMS-respons for heave.

(c) RMS-respons for pitch.

Figur 5.11: Sammenlikning av RMS-
respons mellom simulering og forsøk i surge,
heave og pitch for regulære bølger med for-
ankret flyter.
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5.5 Hydro-elastisk respons ved forankret flyter og irregulære bøl-

ger

Figur 5.12: Utdrag fra tidsserie av irregulær bølge som viser god overensstemmele mellom
bølgeoverflaten i simuleringen og forsøket.

En sammenlikning av bølgeoverflaten mellom simulering og forsøk viser at bølgtabellene
som er generert fra bølgemåler 3 med programmet til postdoktor Jacobus Bernardus
de Vaal gir irregulære bølger i 3Dfloat med lik fase og tilnærmet identisk amplitude
som bølgemåler 3 i forsøket. Som nevnt under seksjon 4.3.4 vil ikke amplitudene fra
de genererte bølgetabellene stemme overens før etter 0.1T og tilsvarende vil heller ikke
amplitudene stemme for de siste 0.1T sekundene. Signifikant bølgehøyde er derfor regnet
ut for 3500 s lange tidsserier, og resultatene er oppgitt i tabell 5.3 for både simulering og
forsøk.

Tabell 5.3: Sammenlikning av signifikant bølgehøyde for simulering og forsøk.

Test-ID Hs, forsøk Hs, 3Dfloat
PH11 1.239m 1.238m

PH12 1.883m 1.879m

PH13 2.395m 2.385m

PH14 4.558m 4.520m

For å analysere responsen av plattformen under innflytelse av irregulære bølger er
det generert power-spectrum-density-plot for de relevante frihetsgradene. Et PSD plot
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dekomponerer et signal i tidsdomenet til frekvensdomenet, for å lettere kunne identifi-
sere periodiske sammenhenger for hvordan styrken av signalet er distribuert i forsøk- og
simulering (Wikipedia, 2015b). I de kommende figurene vil styrken av signalet tas som
kvadratet av den relevante enheten (henholdsvis meter og grader for translasjonell og
rotasjonell bevegelse). Y-aksen i figurene viser derfor styrken av signalet som de ulike fre-
kvensene bidrar med, per frekvens. I figurene nedenfor vises PSD for surge, heave og pitch
for test PH12. De resterende PSD-plottene er lagt ved i appendiks G. Som man ser fra
figurene ligger responsen i simuleringene tett opp til forsøkene for alle frihetsgrader. Dette
gjelder spesielt ved frekvensen som representerer spektral topp-periode, som for PF12 er
ved 0.154Hz. Den andre utpregede toppen som er til stede for alle frihetsgradene er ved
egenfrekvensene til plattformen.

Figur 5.13: Surge-PSD for PF12:
Hs = 1.883m og Tp = 6.5 s

Figur 5.14: Heave-PSD for PF12:
Hs = 1.883m og Tp = 6.5 s

Figur 5.15: Pitch-PSD for PF12: Hs = 1.883m og Tp = 6.5 s
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6 Diskusjon

6.1 Tvungen bevegelse

6.1.1 Surge og sway

Addert masse

Med koeffisientene som er oppgitt i tabell 5.1 blir den totale adderte massen i surge
145 kg mens den for sway blir 154 kg. Avviket mellom de to verdiene forårsakes av at
ved bevegelse i surge vil ikke bidraget fra pongtongen som er plassert oppstrøms være
like stort. De valgte koeffisientene gir god overensstemmelse mellom simulering og forsøk
for beskrivelsen av responsen til My ved bevegelse i surge, men med noen avvik for Fx.
Her kan man kan se at 3Dfloat ligger gjennomgående for høyt ved perioder kortere enn
10 s. Dette kan være en konsekvens av at det burde vært brukt noe lavere addert masse
for korte perioder. Siden man ikke har mulighet til å definere frekvensavhengig addert
masse i 3Dfloat anses dog responsen i Fx som et godt kompromiss. Det eksperimentelle
datagrunnlaget for sway er lite, og det er dermed vanskelig å avgjøre hvorvidt avviket
observert for PA62 er signifikant, eller om det kan betraktes som en statistisk utligger.
De øvrige simuleringene viser at responsen for den numeriske modellen samsvarer med
forsøkene for sway ved lengre svingeperioder.

Utgangspunktet for den lokale koeffisienten for addert masse på pongtongene er
satt med bakgrunn i potensialteori som tilsier at en verdi på 2.7 skal benyttes for en
rektangulær profil med forhold mellom høyde og bredde på 0.5. Forsøk utført på isolerte
rektangulære profiler antyder dog at den reelle koeffisienten ligger noe lavere enn hva
som kan utledes fra potensialteori (Dong, 1978, s. 21). Med bakgrunn i dette samt en
vurdering av simuleringene opp mot eksperimentelle data ble det satt Cmy = 2.5.

Drag

Ved svært lave KC-nummer (< 3) vil man i utgangspunktet ikke få separasjon av
strømningen, og derfor oppstår det heller ikke form-drag (Faltinsen, 1990, s. 229). KC-
nummeret for bevegelse i surge-retning oppnår en maksimal verdi på 2.4 for skalamodel-
len, og normal Morison-drag vil av den grunn ikke være en stor bidragsyter til kreftene.
Til sammenlikning kan det nevnes at ved fase 2 av OC4 ble det brukt Cd = 0.68. Denne
verdien er dog utledet ved bruk av Reynolds-nummeret for en fullskala versjon av De-
epcwind, og som følge av at Reynolds-nummeret ikke er skalerbart mellom skalamodell
og fullskala prototype er ikke dette nødvendigvis representativt for OO Star Wind. For å
gi et inntrykk av hva Cd vil ligge på for en fullskala versjon av OO Star Wind nevnes det
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at Reynolds-nummeret vil ha verdier i området 106−107. Funn gjort fra laboratorietester
tyder da på at drag-koeffisienten vil gå mot 0.7 (Sarpkaya, 2010, s. 50).

6.1.2 Heave

Addert masse

For tvungen bevegelse i heave er det kun den totale adderte massen i z-retning som er
av interesse. Med bakgrunn i tidligere erfaring fra Edfelt og Killingstad (2014) ble den
adderte massen innledningsvis satt til 259.9 kg. Dette viste seg å gi for lav respons for
samtlige forsøk, og det ble derfor foretatt en analyse av de eksperimentelle dataene for å
undersøke den adderte massen nærmere. Fra figur 4.10 kan man observere at den adderte
massen tilsynelatende er frekvensavhengig; man får ulike verdier ved ulike svingeperioder.
I tillegg er standardavviket stort for de fleste verdiene som et resultat av vanskeligheter
med nøyaktig avlesning av de eksperimentelle dataene. Man kan likevel antyde at den
adderte massen vil ligge i området 270− 290 kg for perioder lengre enn 10 s.

Som vist i figur 5.5 gir den anvendte adderte massen på 280 kg svært god respons
for kraften i z-retning ved alle perioder sammenliknet med forsøkene, med unntak av
perioder på 5 s og 7 s. Ved valg av addert masse i heave-retning har fokuset vært på å gi
en god beskrivelse av flest mulig forsøk, og verdien er derfor satt for høyt til å gi en god
beskrivelse av responsen ved korte perioder. Med bakgrunn i de eksperimentelle dataene
og utledningene fra disse skulle den adderte massen sannsynligvis vært satt til mindre
enn 220 kg for svært korte perioder.

Drag

Ved tvungen bevegelse i heave-retning vil de skarpe kantene på heaveplaten føre til at det
blir separasjon av fluidstrømmen (Newman, 1977, s. 20). Det vil generere trykkforskjeller
i væsken som gir opphav til form-drag. Med bakgrunn i den anvendte metoden for å
bestemme drag-koeffisienten fra de eksperimentelle dataene, ble det valgt å sette Cd til
13. Dette avviker fra anbefalingene fra fase 2 av OC4, hvor drag-koeffisienten ble satt
til 4.8 (Robertson et al., 2014). Utformingen av heaveplatene til Deepcwind som ble
undersøkt i OC4 er dog forskjellig fra heaveplaten til skalamodellen av OO Star Wind
Floater. Mens DeepCwind har sirkulære elementer med en viss utstrekning i bunn av
hver av bøttene, er heaveplaten til skalamodellen som er undersøkt i denne avhandlingen
utformet som en stor, tynn plate. Dette antas å gi høyere grad av separasjon og dermed
også en høyere verdi for drag-koeffisienten.

Forsøk med tvungen bevegelse utført på en bøye med heaveplate utformet som et
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skjørt, tilsvarende heaveplaten for OO Star Wind, antyder at en verdi høyere enn 11

bør benyttes for drag-koeffisienten (Cozijn et al., 2005). Dette sammenfaller med verdier
funnet gjennom forsøk utført av Sarpkaya med en svingende fluidstrøm for KC-nummer
lavere enn 10 rundt en veggmontert plate (Cozijn et al., 2005, s. 394).

6.1.3 Roll

I motsetning til tvungen bevegelse i heave-retning er det for bevegelse i roll nødvendig
å fastsette den prosentvise fordelingen av addert masse på undersiden av flyteren. Re-
sponsen i simuleringen for Mx ligger gjennomgående for lavt, noe som kan tyde på at
den adderte massen burde re-distribueres lengre ut mot bøttene for å gi høyere moment.
Datagrunnlaget for roll anses dog ikke som utfyllende nok til at det kan brukes som
veiledning for bestemmelsen av den prosentvise fordelingen av addert masse.

6.1.4 Yaw

Resultatene fra yaw viser at det er svært god overensstemmelse mellom simulering og
forsøket for de tilgjengelige testene, og kan tyde på den adderte massen satt lokalt for
pongtongene, Cmy = 2.5, ligger tett opp til den virkelige verdien for skalamodellen.
Datagrunnlaget anses dog som noe mangelfullt i og med at det ikke foreligger forsøk for
perioder lengre enn 9 s.

6.2 Stasjonær flyter med regulære bølger

Resultatene fra simuleringene med stasjonær flyter og regulære bølger viser at det er en
tendens til at Fx stemmer bedre enn My. For å øke responsen for momentet om y-aksen
uten at kraften i x-retning blir for høy, kunne man sett nøyere på en vertikal fordeling
av den adderte massen langs bøttene og sentertårnet. Ved bestemmelse av koeffisientene
for addert masse er det antatt at skalamodellen har en glatt overflate. Hvis overflaten
derimot bedre kan beskrives som å ha en viss ruhet, kan det være nødvendig å benytte seg
av en vertikal fordeling av den adderte massen. Fra figur 4.8 som viser KC-nummeret som
funksjon av dybden for bøttene og sentertårnet og figur 2.13 som viser DNVs anbefalte
verdier for addert masse som funksjon av KC-nummeret og ruheten, ser man at det kan
rettferdiggjøres å bruke en lavere verdi for Cm nær vannoverflaten.

Kraften i z-retning kommer som en følge av trykkendringene bølgen skaper. Tryk-
ket på konstruksjonen kan man finne ved å bruke den lineariserte formen for Bernoulli-
likningen (likning 2.24 uten V 2-uttrykket) og likning 2.27 for bølgeoverflaten (Journée og
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Massie, 2001, kap. 6 s. 19). Det betyr at eksitasjons-kraften i z-retning er sterkt avhengig
av bølgeamplituden.

Som nevnt under seksjon 4.2 er det som følge av mangel på bølgemålinger noe
usikkerhet rundt de faktiske bølgeamplitudene som ble påført i bølgebassenget under
testene med stasjonær flyter. Simuleringer som ble kjørt med noe høyere bølgeamplitu-
de kan tyde på at de spesifiserte bølgeamplitudene er for lave. Denne mistanken styrkes
med informasjonen som foreligger fra bølgemålingene i forbindelse med forankret platt-
form og regulære bølger. Fra bølgeamplitudene som er oppgitt i tabell 3.5 får man en
gjennomsnittlig bølgeamplitude på 3.09m med et relativt stort standardavvik på 0.17m.

6.3 Forankret flyter og regulære bølger

6.3.1 Surge

Fra RMS-verdiene for de utvalgte testene med regulære bølger kan det antydes at simu-
leringene gir god overensstemmelse med forsøkene, med unntak av PF6 hvor responsen
ligger noe lavt. Det observerte avviket for responsen i PF6 kan komme av blant annet
små forskjeller i spesifikasjonene til forankringslinene mellom simulering og forsøk

Som nevnt innledningsvis i denne seksjonen er offsetverdier mellom simulering og
forsøk nullstilt for å kunne foreta en sammenlikning av amplitudene. I forbindelse med
respons i surge observeres det at modellen i 3Dfloat opplever høyere grad av utdrift
fra startpunktet enn hva som ble observert i forsøket, med henholdsvis 3.4m og 1.25m

for PF2. Etter konferering med professor T. A. Nygaard er dette ansett som å være en
neglisjerbar forskjell som ikke behøver nærmere utredning. Dette kommer som følge av at
en plattform med slakk forankring vil kunne oppleve svært varierende verdier for utdrift
ved små endringer i kraft.

6.3.2 Heave

En sammenlikning av RMS-verdiene for responsen i heave viser at resultatene fra 3Dfloat
har en tendens til å stemme dårligere overens med eksperimentelle data for økende bølge-
periode. Tilsvarende som for påtvungen bevegelse i heave kommer dette som et resultat
av det er definert én verdi for addert masse som gjelder for alle forsøkene, når det ideellt
sett burde blitt benyttet en frekvens-avhengig addert masse.

Den lineære dempingen som er benyttet for bevegelse i heave-retning er satt etter
en betraktning av svingningsforløpet nær egenperioden til plattformen ved en free-decay
test. Det ble da kommet fram til at det burde benyttes en verdi på 250000 kg/s, som
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tilsvarer 9% av kritisk demping. Dette sammenfaller med den lineære dempingen som ble
funnet ved bruk av FAST (Edfelt og Killingstad, 2014, s. 54).

Kvadratisk demping er satt lavere enn hva som er blitt benyttet ved tidligere ana-
lyser av skalamodellen av OO Star Wind floater. Dette kan forklares med at det er brukt
en høyere verdi for den aksielle drag-koeffisienten, og at behovet for kvadratisk demping
således blir lavere.

6.3.3 Pitch

Fra figur 5.11c kan man se at pitch-responsen stemmer bra for de fleste testene, men
med noe avvik for perioder på 19 s og 21 s. Dette ligger i nærheten av egenperioden til
skalamodellen som er på 24.4 s (Edfelt og Killingstad, 2014, s. 70), og kan derfor tyde på
at verdien for lineær demping i pitch på 55000000 kgm2/s er satt for lav. Treghetsmo-
mentet for plattformen er i følge Azcona et al. (2013) 7.46 · 109 kgm2 og fjærstivheten for
plattformens rotasjon i pitch er 3.97 · 108Nm/rad (Kelberlau, 2013, s. 35). Det tilsier at
den lineære dempingen i pitch har en verdi tilsvarende kun 1.59% av den kritiske verdien.
Bakgrunnen for denne lave verdien for dempingen er at den adderte masen er relativt høy
i det anvendte simuleringsoppsettet. Dette gir flyteren høyere treghetsmoment og dermed
mindre behov for lineær demping.

6.4 Forankret flyter og irregulære bølger

Som tidligere nevnt har det vært til dels store forskjeller mellom målingene fra de ulike
bølgemålerene. Bølgemåler 3 som har blitt brukt til å generere bølgetabellene er derfor
ikke nødvendigvis representativ for bølgene som ble påført i forsøket. Dette kan være med
på å forklare noen av avvikene som vil bli gjort rede for i de påfølgende avsnittene.

6.4.1 Surge

Som illustrert i figur 5.13-5.15 er det to utpregede topper for alle frihetsgradene. For
surge inntreffer den første toppen ved surge egenperiode, som i følge Edfelt og Killingstad
(2014, s. 71) er 120 s for skalamodellen. Dette stemmer godt overens med frekvensene som
observeres i PSD på rundt 0.0087Hz. Maks-amplitudene viser dog at det er en svært sterk
respons ved surge egenperiode for forsøket som ikke observeres for simuleringen. Årsaken
til dette kan ifølge professor T. A. Nygaard stamme fra at andre ordens kinematikk ikke
blir tatt høyde for i 3Dfloat.

Den neste toppen i PSD for surge er ved 1.154Hz, som tilsvarer perioden hvor ener-
gien fra bølgene er høyest. I området rundt denne frekvensen er det god overestemmelse
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for surge mellom forsøk og simulering for alle de utførte testene. For bevegelse i surge
kan det også bemerkes at 3Dfloat har sterkere respons enn forsøket ved høye frekvenser.
Dette kan komme av at verdien for kvadratisk demping i surge-retning er satt for lavt i
simuleringsoppsettet.

6.4.2 Heave

For heave observeres det også to utpregede topper i PSD, hvor den ene opptrer ved heave
egenperiode (ca. 0.05Hz) og den andre ved spektral topp-perioden på 6.5 s (0.154Hz).
Amplitudene fra PSD-figurene viser at det er god overensstemmelse mellom forsøk og
simulering for samtlige tester, med unntak av PH14. Her ligger grafen for forsøket høyere
enn simuleringen for perioder kortere enn ca. 6.5 s. Dette kan komme av at den adderte
massen er satt for høyt til å gi en god beskrivelse av bevegelser med kort periode, men
kan også ha sammenheng med at verdien for kvadratisk demping er satt for høyt.

6.4.3 Pitch

Egenperioden for pitch ligger på 24.4 s for skalamodellen og man får derfor en topp i PSD
ved ca. 0.041Hz . På tilsvarende måte som for surge og heave får man som forventet en
topp ved spektral topp-perioden. Fra figur 5.15 og PSD fra de øvrige testene i appendiks
G ser man at det er samsvar for pitch mellom forsøk og simulering for alle testene, med
unntak av PH11. Her har forsøket en sterk respons ved lange perioder (T > 25 s) som
ikke fanges opp av simuleringen. Dette kan komme som følge av at det ikke har blitt
tatt høyde for 2. ordens kinematikk i simuleringene med 3Dfloat, eller at det eksisterer
små forskjeller i lengde og konfigurasjon av forankringslinene mellom fysisk og numerisk
modell.
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7 Konklusjon

7.1 Vurderinger

Gjennom arbeidet med denne avhandlingen er det kommet fram til et simuleringsoppsett
for beskrivelsen av bølgetankforsøk utført på en skalamodell av OO Star Wind Floater.
Den hydro-elastiske oppførselen til skalamodellen har blitt utredet gjennom simuleringer
av påtvunget bevegelse i alle frihetsgrader og stasjonær modell påført regulære bølger. I
tillegg har det blitt gjort simuleringer med henholdsvis regulære og irregulære bølger med
forankret plattform. Simuleringsoppsettet som foreligger etter avhandlingen er funnet å
gi en tilfredsstillende beskrivelse av responsen til skalamodellen ved de utførte forsøkene.
Avvikene som observeres mellom responsen av numerisk og fysisk modell kan forklares
med:

• Usikkherheter rundt de påførte bølgeamplitudene i forsøkene som en konsekvens av
varierende utslag på de tre bølemålerene.

• Støy i de eksperimentelle dataene.

• Manglende mulighet for definisjon av frekvensavhengig addert masse i simuleringe-
ne.

Påtvunget bevegelse

Det er erfart at responsen i surge- og sway-retning for forsøket blir ivaretatt i den nume-
riske modellen med en addert masse på 145 kg og 154 kg respektivt, og en dragkoeffisient
på 0.7. Dette gir totalt sett en god beskrivelse av forsøkene for påtvunget bevegelse i
surge og sway, men med noe avvikende verdier for responsen i Fx ved perioder kortere
enn 8 s. Det antas at dette forårsakes av at den adderte massen er satt for høyt til å
samsvare med skalamodellen ved korte perioder.

For simuleringer av påtvunget bevegelse i heave er det kommet fram til at en total
addert masse på 280 kg med en aksiell drag-koeffisient på 13 best kan beskrive responsen
observert i forsøkene. Noen avvik ble registert ved korte perioder, og kan tyde på at det
er nødvendig å bruke en frekvensavhengig addert masse.

Forsøk med påtvungen bevegelse i roll antyder at responsen av moment om x-aksen
ligger for lavt i simuleringene sammenliknet med eksperimentelle data. Datagrunnlaget er
dog for lite til å kunne trekke noen konklusjoner vedrørende den prosentvise fordelingen
av addert masse på bunn av flyteren.
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Stasjonær flyter med regulære bølger

Det er usikkerhet rundt hvorvidt bølgene som ble påsatt i bølgetanken faktisk samsvarte
med de spesifiserte amplitudene, og den lave responsen som ble observert for den nume-
riske modellen kan derfor komme som følge av at amplitudene er satt for lavt i 3Dfloat.

Forankret flyter med regulære bølger

Verdier for kvadratisk og lineær demping ble satt etter utførelsen av free-decay tester
og sammenlikning av svingningsforløpene til numerisk og fysisk modell. Ved simulering
av forankret flyter med regulære bølger ga de anvendte verdiene for demping en respons
som ligger tett opptil det som ble observert i forsøkene. Det eksisterer avvik for pitch
for lange perioder, som kan komme av at den lineære dempingen i pitch er satt for lavt.
Den høye aksielle drag-koeffisienten på 13 gir respons i heave som samsvarer godt med
forsøkene, og gjør at behovet for kvadratisk demping blir lite.

Forankret flyter med irregulære bølger

For simuleringer med irregulære bølger gir oppsettet god overensstemmelse med eksperi-
mentelle data, spesielt rundt frekvenser tilsvarende spektral topp-periode. Det observeres
dog en sterk respons ved surge egenperiode som ikke gjenskapes i simuleringene. Dette
kan i følge professor T. A. Nygaard forklares med at 3Dfloat ikke tar høyde for 2. ordens
kinematikk.

7.2 Videre arbeid

Som tema for videre arbeid nevnes det følgende punkter:

• Simulering av de resterende forsøkene med forankret flyter og irregulære bølger.

• Utføre flere forsøk med påtvungen bevegelse i pitch og roll for å kunne bestemme
fordelingen av den adderte massen i bunn av flyteren.

• Gjøre flere simuleringer med free-decay for å fastsette mer nøyaktige verdier for
demping.

• Lineær potensialteori er per dags dato (14.05.15) blitt implementert i 3Dfloat, og
det vil derfor være tilrådelig å utføre simuleringene på nytt for å få resultater med
frekvensavhengig addert masse og demping.
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• Utføre nye simuleringer med irregulære bølger når 2. ordens bølgekinematikk er
implementert i 3Dfloat (under verifisering per dags dato: 14.05.15).
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D Stivhetsverdier for lastcelle i 3Dfloat

Aksiell stivhet

kz =
EA

L

Bøyestivhet

kx = ky =
EI

L3

Torsjonsstivhet
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ktz =
GIp
L

For å ivareta den aksielle stivheten må produktet EA være tilsvarende i den numeriske
modellen

EA = 3.6 · 108N/m · 402 · (74.8mm

1000
· 40) = 1.723392 · 1012N

For å ivareta bøyestivheten må produktet EI være tilsvarende i den numeriske modellen

EI = 2.4 · 108N/m · 402 · (74.8mm

1000
· 40)3 = 1.02853 · 1013Nm2

A = 0.167559 · I

π

4
(D2 − d2) = 0.167559

π

64
(D4 − d4)

Bruker en ytre diameter på 8m. Det gir en indre diameter på d = 5.61148.
Da blir E-modulen

E =
1.723392 · 1012

π
4
(82 − 5.611482)

= 6.749319071 · 1010MPa

Torssjonsstivhet

G =
ktzL

Ip
=

3.2 · 106 · 404 · (74.8·40
1000

)
π
32

(84 − 5.611484)
= 8.042024478 · 1010Nm2/rad

E Vannplanstivhet

Vannplanstivhet regnet ut med virkelig diamter på bøtte og sentertårn
Dv = (3·(π ·(0.124m)2)+(π ·(0.100m)2))·1000 kg/m3 ·9.81m/s2 ·402 = 2767696.280N/m

F Normaliserende verdier for addert masse i 3Dfloat

Pongtonger

Fortrengt masse av 3 pongtonger
mP,norm = 3(0.15m · 0.31m · 0.4625m) · 1000kg/m3 = 64.519 kg
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Sentertårn

Masse av en halvkule med samme radius som sentertårnet
mS,norm = 2

3
· π · (0.1m)3 · 1000kg/m3 = 2.094 kg

Bøtter

Masse av tre halvkuler med samme radius som bøttene
mS,norm = 2 · π · (0.125m)3 · 1000kg/m3 = 12.272 kg

G PSD for plattform-respons under innflytelse av

irregulære bølger

PH11

Figur G.1: Surge PSD for PH11
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Figur G.2: Heave PSD for PH11

Figur G.3: Pitch PSD for PH11

111



PH13

Figur G.4: Surge PSD for PH13

Figur G.5: Heave PSD for PH13
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Figur G.6: Pitch PSD for PH13

PH14

Figur G.7: Surge PSD for PH14
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Figur G.8: Heave PSD for PH14

Figur G.9: Pitch PSD for PH14
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