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黏土中海上风电水平受荷大直径单桩设计方法的思考

俞剑1,2,黄茂松1,2,李森1,2,马昊1,2

(1.同济大学地下建筑与工程系 上海 200092;2.同济大学岩土及地下工程教育部重点实验室 上海 200092)

摘要:文章回顾了目前风电大直径单桩基础水平受荷静力响应分析的p-y 曲线规范方法,结合现

有成果探讨了该方法会高估桩侧初始刚度并低估极限承载力的原因。为解决其不足,文章介绍了

一种基于土体应力应变关系的p-y 曲线方法,它不但能较为正确地反映桩侧刚度,还能跟踪桩周

土体的平均塑性应变的累积。在此基础上探讨了桩基在循环疲劳状态下的规范方法,由于其无法

精确反映循环次数和幅值对于桩侧刚度弱化的影响,因此,进一步介绍了基于静力p-y 骨干曲线

的滞回曲线构造方法,最后,基于上述分析方法,提出了一些大直径单桩优化设计的建议。
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0 引言

随着化石能源的日益枯竭,开发新型能源迫在

眉睫。在各类新能源中,风能是一种相对分布广

泛、容易获取的资源。在风能资源中,又以海上风

能资源较为稳定丰富。海洋风电基础中,大直径单

桩基础应用较为广泛,但是单桩基础在海上承受着

不停息的波浪、风等水平荷载的作用,Tong[1]调查

显示,风机基础承受的水平荷载占到风机竖向自重

荷载的70%~150%。因此,水平荷载会造成基础

承载能力的弱化以及水平向位移的累积等安全问

题。而我国东海广泛分布着软弱黏土,因此大直径

单桩在黏土中水平承载特性备受关注。

在DNV[2]和 API[3]等国际主流设计规范中定

义了大直径单桩的3种状态,即:极限受荷状态

(ULS),正常使用极限状态(SLS)和疲劳极限状态

(FLS),Arany等[4]表示DNV[2]和API[3]均规定大

直径单桩的桩顶永久转角不允许超过0.5°,所以设

计应以变形控制为主。因此,极限受荷状态仅用于

初步确定桩基的几何尺寸,更为重要的是通过对桩

基在正常使用极限状态和疲劳极限状态下的变形

计算和进一步的优化设计。正是在该设计思路的

指导下,DNV[2]和API[3]推荐了基于静力p-y 曲线

方法以评估其正常使用极限状态,并在此基础上引

入折减系数以考虑长期循环疲劳荷载导致的桩基

侧向刚度衰减。

由于上述规范推荐的p-y 曲线是 Matlock[5]基

于小直径试桩数据回归而来,在长期使用过程中已

暴露出其会高估大直径单桩初始刚度和低估极限

承载力等问题,此外,直接引入折减系数考虑长期

循环引起的疲劳效应也过于粗糙,无法考虑荷载次

数和幅值的影响,从而无法进行精确优化设计。因

此,本文将先探讨现有p-y 曲线的个中利弊,并建

议更为合理p-y 静力曲线和p-y 滞回曲线构造方

法,为精确刻画大直径桩的水平滞回响应提供分析

方法。并基于此,给出一些在桩基优化设计中的

思考。

1 大直径单桩水平静力响应

p-y 曲线方法最早由 McClelland等[6]提出,与

Winkler基地模型类似,该方法假设沿桩身分布着

一系列非线性弹簧,其刚度k 与桩身位移y 相关,

因此需要确定桩土抗力p 和桩身位移y 之间关系,

即p-y 曲线。不同的p-y 曲线,对计算结果有很大

的影响。在黏土p-y 曲线方面,目前较为广泛应用

的有两种形式:双曲线形式和在 Matlock[5]指数形

式上修正而来的API[3]规范形式。

前者是以双曲线作为骨干曲线描述土体抗力
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随桩身位移从初始刚度ki向极限承载力过渡的过

程,尽管应用方便,但与土体特性无关,黄茂松等[8]

表示双曲线会严重低估桩侧刚度的发展。API[3]通

过建立p-y 曲线50%极限承载力所对应的位移y50

与土体参数ε50(不固结不排水试验应力应变曲线上

50%强度值对应的轴向应变)的关系从而间接引入

桩周土体应力应变对 p-y 曲线的影响。但朱斌

等[8]的分析结果表明API[3]会明显高估大直径桩初

始抗侧刚度从而低估桩顶的侧向位移,使设计偏于

不安全。

图1 桩侧极限承载力和地基模量沿深度分布规律

由于API[3]并未真正考虑土体应力应变对p-y
曲线的影响,为此黄茂松等[7,9]和 Yu等[10]建立虚

拟上限加载原理分别从解析和数值的角度研究深

层二维桩周土体平均塑性剪应变εp 和桩身塑性位

移yp/D(D 为桩径)的关系:

εp =Mc
yp

D
(1)

式中,Mc为桩侧平均剪应变系数,对于二维流动情

况取0.8。黄茂松等[7]又引入双曲线应力应变关系

推导如下显式p-y 骨干曲线:

p=r0Npsu +
1.5
Mc

ar0su +0.5aEsy

- r0Npsu +
1.5
Mc

ar0su +0.5aEsy( )
2

-2aEsNpr0suy

(2)

式中,su为不排水抗剪强度;r0为桩半径;Es为土体

弹性模量;Np 为桩侧极限承载力系数;a =kiMc

Np/(McNpEs-1.5ki);ki为初始刚度。

由于式(2)仅适用于二维深层桩截面,黄茂松

等[7]建议如图1所示的三维化策略,即考虑极限承

载力剖面和初始刚度的三维效应。如前文所述,

API[3]规 范 p-y 曲 线 会 低 估 桩 身 极 限 反 力,Yu
等[11]联合三维楔形体和二维深层流动机构获得了

如图2所示的桩侧上限承载力剖面,该剖面也在后

续上限虚拟有限元分析中得到确认[12],剖面公式

如下:

Np0=N1-(1-α)
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(3)

Np =Np0+
γ'z
su

≤Nflow (4)

式中,N1=11.94,N2=3.22,N0为无重土承载力

剖面系数;γ'为土体有效重度;α 为桩土界面摩擦因

数;z0为三维楔形体向二维深层流动机构转换的临

界深度(z0/D=8.5-6α),当深度大于z0时,Np为

常数,即二维深层流动承载力系数,Nflow=Np0

(z0)。从图2中可以发现 API规范[3]的承载力系

数较之上限更低,这也解释了现实应用中会低估桩

侧承载力的原因。

图2 上限桩基承载力剖面

在初始刚度ki的三维效应方面,黄茂松等[7]推

荐了Zhang等[13]从 Vesic[14]模量修正而来的地基

模量。Vesic[14]模量被广泛用于水平受荷桩,但该

模量最初用以分析地表弹性地基梁,而桩是埋于土

的竖向构件,因此在使用中发现该模量偏小(Poulos
和Davis[15])。Zhang等[13]结合初等梁理论和三维

弹性半空间理论对 Vesic模量进行修正,修正后的
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地基模量可反映桩长、桩土相对刚度对桩侧初始刚

度ki的影响[13]。

图3 离心试验刚性桩基示意图

表1 桩基极限承载力结果

试验 L/D
Pult/DLsu,av

试验结果

Pult/DLsu,av-Eg-Eb

试验结果 理论计算

Murali等[16] 2 8.70 5.83 2.32

Zhang等[17] 5 7.31 5.66 5.53

本文 10 9.50 9.25 9.86

本文 24 11.07 10.99 10.05

除了对式(2)中Np和ki进行三维化以外,桩身

横截面对应剪应变系数 Mc作为桩周应变水平的表

征值,也应随深度变化。但除二维深层流动情况

外,对于三维情况的研究处于空白。本文通过4组

固定桩顶的刚性桩平推离心模型试验,对 Mc的竖

向分布展开研究。刚性平推与桩身在二维深层流

动的运动模式一致,可以确保桩侧土体均达到极限

状态,以便获得 Mc与埋深的关系并确保与现有二

维剪应变系数Mc,2d具有可比性。

Murali等[16]对L/D=2的沉井开展平推试验,

本研究团队曾对L/D=5的刚性桩进行刚性平推

试验(Zhang等[17])。此外,本文又补充两组L/D=

10和24的刚性长桩进行水平加载。各长径比下桩

基原型如图3所示。在刚性平推作用下,可获得桩

顶极限承载力Pult,采用D、L 和埋置深度内土体强

度平均值su,av对各组试验结果归一化,结果列于表

1中。采用Yu等[11]三维承载力式(2)对试验进行

模拟,再扣除桩底摩擦(Eb)和重力功(Eg)对承载

力的贡献,对离心试验结果也做相同处理并将结果

列于表1中。这样处理可以获得桩周土体内部塑性

应变耗能对承载力的贡献,它反映了整个桩身平均

应变水平。从表1可知,整根桩侧土体内部塑性应

变耗能水平的试验值与理论值相近,而理论结果是

对桩身范围内承载力沿深度的积分。因此,假设各

深度处的剪应变系数 Mc随深度的变化与桩身截面

承载力系数随深度变化规律一致。通过拟合获得

随深度变化的Mc表达式为:

Mc =
0.71Np0  z<z0
Mc,2D =0.8  z≥z0{ (5)

图4 离心模型试验(Yu等[20])

为验证三维化p-y 曲线,本文将对Yu等[18]大直径

单桩静力加载离心试验进行模拟,试验中桩和土体

部分参数见图4,具体可参见 Yu等[18]。计算结果

见图5,整体上本文p-y 曲线结果与试验结果相吻

合,API规范[3]结果明显低估桩侧抗力。

2 大直径单桩的循环加载响应

2.1 p-y滞回曲线

API规范[3]通过对p-y 曲线进行折减以考虑

长期疲劳荷载作用下桩基承载力的弱化,但这样处

理过于粗糙。因此,Matlock等[19]提出了桩侧土反

力弱化与循环次数的关系。但这类方法是通过试

验直接对宏观现象进行总结,相对缺乏理论依据。

更多学者选择以静力p-y 曲线作为骨干曲线,

并引入循环滞回准则和桩侧土抗力弱化规律以形

成p-y 滞回曲线,从而精确刻画桩身在不同循环次

数和幅值下的响应。较为常用的是 Masing二倍
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图5 桩顶荷载-位移曲线

法[20],即将静力加载曲线放大两倍之后,首尾相接,

构成卸载曲线以及再加载曲线。当然,其中更为关

键的是如何评估循环过程中桩侧土抗力的弱化。

黄茂松等[21]利用本文推荐的p-y 曲线可以计算桩

周土体平均塑性剪应变的特点,将其与 Masing准

则相结合构建滞回曲线,并采用累积塑性剪应变描

述软黏土不排水强度的弱化,提出了分析循环荷载

作用下单桩循环弱化的理论方法,尽管如是操作更

具有土力学概念,但该文并未明确该土体强度弱化

模型参数的标定方法。

图6 土体不排水抗剪强度弱化模型

随后,Yu等[22]提出了基于 T-bar循环试验的

标定方法。图4(b)展示了Yu等[18]离心试验中的

T-bar循环试验结果,随着T-bar贯入次数的增加,

所测定的土体强度不断减小直至重塑su,remold。图6
显示了土体强度随循环次数的弱化规律,其中su为

弱化后的不排水抗剪强度,su0为初始(第一次贯入)

不排水抗剪强度;δrem 为重塑强度占初始强度的比

例;ε95为强度弱化至总强度95%时所对应的累积塑

性应变。弱化规律可用如下弱化模型表示:

su

su0
=δ=δrem + 1-δrem( )exp-3

εp

ε95
æ

è
ç

ö

ø
÷ (6)

其中εp 为的土体塑性累积应变。Yu等[22]研究了

T-bar一次贯入所引起的平均塑性应变,从而根据

T-bar循环次数标定ε95。为验证上述p-y 滞回曲

线方法的合理性,图7对比了Yu等[23]的离心模型

试验(该试验中模型桩尺寸和土体参数与Yu等[18]

的试验一致,见图4)和p-y 滞回曲线模拟结果,显

然从滞回特性到桩侧刚度弱化规律均得到了较好

刻画。

图7 p-y 滞回曲线和离心试验对比

由于 Masing准则相对缺乏理论基础,因此苏

栋[24]提出基于土体边界面概念的滞回曲线构造方

法。马昊[25]尝试以三维化式(2)作为骨干曲线并结

合边界面概念构建滞回曲线。图8显示了简化边界

面p-y 曲线,pB 为桩身加载历史中的桩侧最大土

抗力(相当于本构中的边界面),pult为极限承载力

(相当于破坏面),p 为当前桩侧土抗力(相当于当前

应力状态),ke为桩侧初始刚度(相当于弹性模量),

Hp为土抗力p 位于边界面pB内时的硬化参数,HB

为土抗力p 位于边界面处的硬化参数。马昊[25]通

过将土体边界面模型中的概念引入p-y 曲线,并根

据边界面的硬化准则与流动法则基于式(2)推导了

HB和Hp表达式。循环加载中桩周塑性应变的累
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积会引起土体强度的弱化并导致破坏面的pult收

缩,该过程反映了桩侧刚度的弱化。推导过程参见

马昊[25]。图7是边界面p-y 滞回曲线对Yu等[23]

离心试验的模拟结果,与试验结果相比,该方法也

能反映桩身循环滞回特性和弱化特性。

图8 简化边界面p-y 曲线

2.2 优化设计思路

在引言中已经谈及桩顶最大永久转角不允许

超过0.5°,正常使用极限荷载卸载后的残余位移和

长期疲劳极限状态下的侧向累积变形都属于永久

变形,因此需要对这两种情况分别进行校核。

对于正常使用极限状态一次加卸载后的残余

位移,可直接使用 Masing准则或者边界面滞回曲

线计算,但从图7中发现,这两种方法均没有很好的

预测首次加卸载后的残余位移。但 Masing准则可

通过引入修正系数调整滞回圈形状,边界面方法也

可通过改变硬化规律调整曲线形态,目前的风电项

目中又往往会对试桩开展一次原位加卸载试验,所
以可以考虑对p-y 滞回曲线引入修正参数,通过模

拟现场原位试桩加卸载曲线对修参数进行标定,修
正参数表征了当前风场土体卸载非线性特性。使

修正后p-y 滞回曲线对正常使用极限状态的残余

位移预测更具代表性和可靠性。

从上文可以发现,若采用p-y 滞回曲线分析长

期疲劳极限状态下的累积变形,尽管该方法可以精

确刻画桩基每次循环加载的响应,但是对于服役期

内上百万次的循环,显然并不能胜任。因此,需要

更为高效的分析方法。

本文第2节中介绍了结合桩周土体平均应变与

图9 等效简化分析方法

桩身水平位移之间的关系和土体应力应变关系获

得静力p-y 曲线的方法。事实上,土体应力应变关

系也可转化为等效剪切模量随土体应变的发展关

系,进而建立土体等效剪切模量随桩身水平位移的

发展关系,最后引入桩侧地基模量表达式得到桩身

位移和抗侧等效刚度的关系[13],这样转化的优点在

于无需具体分析整个加载过程,便可直接根据荷载

计算桩身位移。以此类推,若通过室内循环三轴试

验获取土体等效弹性模量与循环累积应变的关系,

那么重复图9(b)所示的计算流程可直接计算每次

桩基加卸载后的残余位移,相比p-y 滞回曲线方法

极大减少了计算量。最后,在长期累积变形分析结

果的基础上,建立大直径单桩在不同循环幅值下卸

载累积变形相对初次残余变形随循环次数的发展

规律,进而可根据不同循环幅值下的初次卸载残余

变形预测风机在不同循环次数下的残余累积变形。

3 结论

本文先回顾了风电大直径单桩基础在黏土中

水平受荷响应分析的p-y 曲线规范方法的不足。

又介绍了结合土体应力应变关系及桩周土体应变
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和桩身位移关系的二维p-y 曲线方法,并建议了p-

y 曲线的三维化策略。从而使该p-y 曲线能正确反

映三维大直径单桩的水平受荷特性,并能更合理评

估桩周土体的平均塑性应变的累积。

本文又探讨了桩基在疲劳状态下的规范方法

不足。因此,介绍了两种的p-y 滞回曲线构造方

法,并以本文建议的p-y 骨干曲线为基础进行拓

展,在对离心试验的滞回曲线模拟中取得了良好的

效果。最后,对桩基在正常使用极限状态和长期疲

劳极限状态下的优化设计给出了建议。
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