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海上风电机宽浅式筒型基础渐进破坏研究

王雪菲 1，李德明 1，乐从欢 2，李家乐 1

（1. 河北工业大学 土木与交通学院，天津 300041；2. 天津大学 建筑与工程学院，天津 300072）

摘要：海上风电的吸力筒基础在服役过程中受到来自风、

浪、流、地震和船舶停靠带来的水平荷载作用，从而使吸力筒

基础产生平移和转动地基变形，这种地基变形累计会导致结

构整体失稳破坏。宽浅式吸力筒基础埋深较浅，基础-土体

相互作用机理与传统浅基础不同。因此，在极限载荷作用下

基础的渐进破坏机理尚不明确。利用土工离心机对不同筒

径比的宽浅式吸力筒基础进行试验，分析了基础在砂土中的

水平极限承载特性。基于Abaqus有限元模型，进一步分析了

吸力筒基础的渐进演化失效模型，揭示了破坏过程中矢量旋

转中心位置变化曲线，提出了考虑旋转中心位置变化的水平

极限承载特性计算模型，为宽浅式吸力筒基础设计提供

参考。
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Progressive Failure Mechanism of the
Wide - Shallow Suction Bucket
Foundation for Offshore Wind Turbines

WANG Xuefei1，LI Deming1，LE Conghuan2，LI Jiale1
（1. School of Civil and Transportation Engineering， Hebei
University of Technology，Tianjin 300072，China；2. School of
Civil Engineering，Tianjin University，Tianjin 300072，China）

Abstract：The suction bucket foundation of wind power
is subjected to horizontal loads from wind，waves，ocean
currents， earthquakes， and ship docking in service
conditions，leading to failure modes of translation and
rotation. The accumulated ground deformation results in
severe structural instability and damages. The suction
bucket foundation demonstrates a shallow embedded
depth，and the soil-structure interactions are different
from the traditional shallow foundations. Therefore，the
failure mode of the wide-shallow foundation is not clearly

investigated. A series of centrifuge tests are conducted to
study the ultimate lateral bearing behavior of the wide-

shallow suction bucket foundation with variable L/D ratios
in sandy soil. The progressive failure mechanisms of the
suction bucket foundation are further illustrated through
Abaqus numerical simulations. The evolution of the
rotation center is depicted. An analytical calculation
method is proposed by considering the rotation center，
aiming to provide design references for practical
engineering.

Key words： bucket foundation； non-cohesive soil
foundation； centrifuge test； lateral bearing capacity；

rotation center

海上风力发电是风能发电的重要方向［1］。我国

海上风能资源丰富，风能储备在世界上位于前列。

相比于陆地上的风力发电场，海上风力发电场容量

系数较高［2］，而且不占用土地资源。在风机之间可

以发展海洋养殖业以及促进制氢（氧）业等［3］，充分

利用海洋资源。风机基础成本占总成本的 20%～

25%，其相比于第一大成本构成风机设备（占比

30%）而言，风机基础的造价浮动范围更大。因此风

机基础成本增长是海上风机总投资增长的主要原因。

吸力筒基础是一种新型的基础形式，其形状呈

一个倒置的圆桶结构。吸力筒基础通过负压或顶压

等方式使筒壁插入海床之中，通过裙墙和顶板的压

力以及摩阻力提供承载力。相比其他的基础形式具

有节约材料、施工方便等特点［4-5］，可以通过陆上加工

厂加工成型托运至风电场安装，减少现场加工难度。

吸力筒基础早期用于海上采油、天然气平台的吸力

锚，承受上拔荷载作用［6］。海上采油、天然气平台使

用的吸力筒结构其长度L为直径D的数倍之多，而
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海上风电基础中所使用的吸力筒基础裙墙长度L普

遍小于或等于直径D。在海上风电基础中吸力筒基

础承受竖直荷载、水平荷载和倾覆力矩［7］。因此，与

传统的海工构筑物的吸力筒基础相比，海上风电基

础中吸力筒所受主要荷载不同，这样造成基础的破

坏模式存在很大差异。

近年来，许多学者对吸力筒基础的破坏模式不

断探索。Li等［8-12］通过海洋饱和细沙中横向联合荷

载模型试验得到吸力筒基础在水平荷载作用下的失

效机理。其失效机理为旋转破坏和平移破坏的模

式，其中变形破坏在弹性和弹塑性阶段基础和土基

的变形模式主要以水平移动为主，在塑性阶段吸力

筒基础的破坏机理是由水平移动变为水平移动和旋

转的组合。Yin等［13］通过有限元分析使用MMC和

HS这 2种宏观元素，提出了在竖直荷载、水平荷载

以及倾覆弯矩的作用下吸力筒基础破坏包络面公

式。Bang［14］通过 100g离心机试验验证并测算旋转

中心的位置修正了桩身投影面积和偏心率系数利用

破坏包络线得到最大水平抗力。Vicent等［15］通过吸

力筒平台的三维有限元模型与 1g试验对比分析得

到旋转中心的位置范围以及裙墙的接触阻力并提出

方程式评估吸力筒基础的水平和垂直承载力。Liu
等［16］通过不同高径的吸力筒基础试验并在有限元软

件ABAQUS上建立三维模型，结合试验结果和有限

元数值模拟分析得到L/D>0. 5时旋转中心位于泥

面以下 0. 7L处，L/D≤0. 5时旋转中心位于泥面以

下0. 5L处的中心线处。Ma等［17］通过离心机试验对

吸力筒浅筒基础水平承载力测试结合有限元分析得

到L/D约为 0. 2～0. 5吸力筒基础抗倾覆承载力的

计算方法，其中假设旋转中心的位置为泥面以下

0. 50倍裙墙高度、距中心线0. 42倍半径的位置。通

过计算结果表明旋转中心的位置对抗倾覆承载力影

响较大，从而影响到海上风电基础承载力设计值。

其离心机模型与有限元模型对比结果通过极限平衡

法和Wrinkle假设提出了一种抗旋转位移的计算方

法，这种计算方法与经典土压力理论计算方法相比

更为适用。

宽浅式吸力筒基础从受到外部荷载到基础破坏

的过程中，基础与内部土壤的变形往往不能同时进

行，这使其承载能力机制不明确。因此，宽浅式吸力

筒基础设计时必须采取保守设计。综上研究，极限

平衡法是目前在筒型基础的稳定性计算中广泛应用

的方法。在计算过程中旋转中心的位置确定被动土

压力和主动土压力计算区域。由于在相同深度被动

土压力与主动土压力数值上存在差异。因此，旋转

中心的确定对计算结果有重要影响。而宽浅式基础

的计算中旋转中心以 0. 5倍裙墙深度为默认值，这

使得不同筒径比的吸力筒基础稳定性计算值与真实

值差异较大。

本文在现在已有研究的基础上通过ABAQUS
软件建立有限元模型对比离心机试验结果，分析宽

浅式吸力筒不同筒径比对旋转中心位置的影响，并

总结宽浅式吸力筒基础旋转中心随筒径比变化的规

律，以便指导吸力筒基础承载力计算。

1 模型试验

在目前的研究中，吸力筒基础的试验方法大致

有 3种分别有：现场试验、实验室试验和离心机试

验。其中现场试验最为精确，但试验资金消耗非常

大而且试验进程慢。实验室试验模型小需要缩放定

律计算，而且对于某些岩土现象无法复制，因此误差

相对较大。离心机试验是一种先进的试验方法，通

过离心机提供重力加速度使模型尺寸扩大，填补现

场测试和分析解决方案之间的空白，离心机建模为

概念验证和数值模拟校准提供了可靠的实验结果。

离心机模型与实际模型关系如表1所示，表1中N为

重力加速度的倍数，本试验在50倍的重力加速度下

进行N的值为50［18］。
图1为吸力筒基础。如图2所示，所有的离心机

试验在Case Western Reserve University的土工离心

机上进行。测试的土基和吸力筒基础等测试模型和

传感器设置在刚性土箱中。通过砂雨法在刚性土箱

中均匀分布中密砂，安装吸力筒基础并固结稳定。

离心机通过数据采集系统和高速摄影系统记录和监

控运行期间的力和位移测试。安装在刚性箱体的顶

部的钢梁将激励器、压力传感器和横向位移传感器

固定，激励器和位移传感器通过光滑固定环与塔柱

连接。在土箱达到50g的重力加速度时记录横向位

移变化，通过离心机定律计算光滑圆环的位置相当

于实际塔柱上距泥面 3m处。风机模型部分包括吸

力筒基础、风塔和配重块。为简单起见，塔头，包括

机舱，转子轴和叶片，由块状质量块表示，通过离心

机定律放大后尺寸为1. 75m、1. 75m、1. 25m（长、宽、

高）吸力筒基础如图 1所示，试验分别对AP（aspect
ratios）为0. 3、0. 5和0. 7的模型进行试验，其中AP是

吸力筒基础裙墙高度L与直径D比值。使用特质硅

砂的颗粒相对较小，在离心机建模的在承载力分析
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中仍能保持适当的内摩擦角，因为尺度效应最小［19］。

其模型尺寸通过离心机缩放定律如表 1所示，得到

实际模型参数如表2所示。

风机模型由吸力筒基础、塔柱和配重块组成。

吸力筒基础材质为钢，密度为7 800kg·m-3，弹性模量

为 210Gpa，其裙墙厚度均为 0. 024m，顶板厚度均为

0. 02m。塔柱长度为 13m，横截面为环形外径

0. 25m，壁厚为0. 1m。配重块长和宽为1. 75m、高为

1. 25m，材质为7075铝合金，密度为2 700 kg·m-3，弹

性模量为72GPa。土基为砂质土，在准备土壤之前，

将硅砂烘干24h，将干燥的砂逐层用砂雨法以固定高

度洒入刚性容器中，然后进行轻微压实以获得所需

的相对密度，将蒸馏水从底部缓慢注入容器，然后真

空饱和24h以上。制备土样后通过环刀法测得其有

效重度为8. 6 KN·m-3，通过直剪试验测得饱和硅砂

的内摩擦角为31°［19］。在每个试验后，均重新用同样

的方法制备土样以保证试验的一致性。

2 数值模拟

2. 1 有限元模型建立

有限元的计算模型由风机模型和土基组成，是

按照离心机试验模型通过缩放定律放大的实际尺寸

建立模型。有限元模型使用C3D8R单元，其划分网

格结合中性轴算法和进阶算法，通过参数化研究得

到网格参数，布种间距从筒内土体中心筒壁 0. 05D
到筒土边界 0. 25D，，其中D为吸力筒基础的直径。

自土体接触处网格由近及远逐渐变疏。土体模型底

部采用位移全约束，侧壁约束水平位移，顶面为自由

平面。为消除边界条件的影响，径向取6倍筒径，深

度方向取5倍裙墙深度。如图3所示。

土体模型采用Mohr-Coulomb屈服准则，因为

Mohr-Coulomb模型的塑性流动法则是非关联的，因

此使用非对称求解器对模型进行计算。ABAQUS

表1 离心机比例关系

Tab. 1 Centrifuge scaling relations

参数

应力
应变
长度

惯性矩

模型比例因子

1
1
1/N
1/N4

表2 吸力筒模型尺寸

Tab. 2 Dimensions of bucket model

编号

1
2
3

材质

钢
钢
钢

直径/m
3. 5
3. 5
3. 5

裙墙深度/m
1. 05
1. 75
2. 45

L/D
0. 3
0. 5
0. 7

图1 吸力筒基础

Fig. 1 Suction bucket foundation

图2 试验装置

Fig.2 The experimental device

图3 吸力筒基础-土有限元模型

Fig. 3 Suction bucket-soil finite element model
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软件中Mohr-Coulomb模型采用光滑塑性流动势面，

不同于经典Mohr-Coulomb屈服准则。定义塑性势

函数G在π平面上的偏心率 e，将土体材料的黏度系

数取较小值，保证模型运行顺畅，同时模拟出砂土的

特性［16］。位移荷载施加在塔柱上距泥面 3m处的参

考点上，这与试验的传感器安装位置相同。为保证

模型均达到塑性破坏，3个模型施加水平位移均为

600mm。由于加载速率的变化对砂土的黏塑特性影

响［20］，根据离心机试验加载情况定义加载函数，定义

的加载函数属于静态加载，超静孔隙水压力没有明

显积累，因此模型中不考虑孔隙水压力变化带来的

影响。吸力筒筒体与土采用显式表面与表面接触，

其接触面摩擦角为土体内摩擦角减5°，为26°。接触

面法向采用“硬”接触，切向采用罚函数。通过控制

位移求得反力得到荷载-位移曲线，当荷载不再增加

而位移趋向于无穷大时，地基达到极限平衡状态，此

过程中荷载最大值为吸力筒基础极限承载力。

2. 2 试验与模型计算结果

将筒径比分别为 0. 3、0. 5、0. 7的离心机试验结

果与有限元模型试验结果对比如图4所示，图中 l/D
为归一化位移。图4中模型力与位移关系曲线由设

置于3m的参考点输出，保证与离心机试验力和位移

输出点位置相同。由图 4可以看出，由于离心机试

验的限制，在装置启动时有较大的加速度，无法准确

测量初始阶段的极小位移，造成初始刚度较大，待装

置稳定后，试验曲线能够反映弹塑性阶段的刚度变

化，与数值模拟结果较为相似。本文主要研究筒型

基础极限载荷作用下的承载特性，以极限承载力进

行表征，数值模拟结果与试验结果较为吻合，极限承

载力随筒径比的变化趋势一致［19］，在加载前期的弹

性阶段，曲线呈线性增长。其曲线的斜率数值相近。

由于加筒径比为0. 3、0. 5和0. 7的3组试验中，吸力

筒基础半径相同而裙墙高度不同，因此，吸力筒基础

的初始刚度对半径大小更敏感；极限破坏时水平承

载力差异较大，所以极限承载力的大小与裙墙嵌入

深度的相关性更大。这与Achmus等［21］得到的结论

一致。通过有限元模型数值模拟曲线与试验结果对

比，在弹塑性阶段变化趋势基本一致最终达到塑性

破坏。得到的承载力与试验结果具有很好的匹配

性。可以应用有限元数值模拟模型，研究不同筒径

比的旋转中心位置及其变化规律。

2. 3 数形计算

通过有限元模型模拟中计算点的坐标位置变

化，代入推导所得旋转中心的计算公式中，可得到基

础旋转中心数形解

z0=
z1x2- z2x1
x1-x2 （1）

x0=x3+
Rz4
z3+ z4

cosθ- z0 tan
θ
2 （2）

式中：x0、x1、x2、x3、x4、z0、z1、z2、z3、z4位置如图5所示；

R为吸力筒基础半径。式（1）与式（2）是通过吸力筒

基础旋转几何关系计算旋转中心，这与基础内部土

体自身位移旋转中心存在差异。由图6内部土体位

移矢量图可以看出，当基础达到水平承载力极限值

时基础内部土体围绕一点的切向产生位移，该点是

基础的旋转中心，此时顶盖会与筒内土体脱离，抗倾

覆力矩主要由裙墙产生。AP=0. 3与 AP=0. 5和
AP =0. 7相比，基础旋转中心的水平位置发生了显

著的变化，但不会影响裙墙产生的抗倾覆力矩。旋

转中心深度会对基础的破坏形式和承载力产生影

响，在旋转中心上部为被动土压力，其下部为主动土

压力。不同筒径比对应旋转中心位置相对裙墙深度

的位置也发生变化。筒径比为 0. 3和 0. 5时旋转中

心位置相近，当筒径比为 0. 7时旋转中心深度明显

增大。在吸力筒基础发生旋转的破坏过程中，在受

水平位移荷载初期，宽浅式吸力筒基础都会发生水

平移动，此时旋转中心的位置接近于无限。

图4 试验-模型结果对比

Fig. 4 Comparison of experimental model results

图5 模型示意图

Fig. 5 Diagram of model
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随着荷载增加，基础及内部土体产生旋转位移，

其旋转中心位置归一化后结果对比如图7所示。旋

转中心的位置随着位移荷载的增加不断变深，最终

达到稳定。

图8是由有限元模型各个接触面土压力及摩擦

力产生的总抵抗力矩与总合力的比值，得到旋转中

心的相对深度。由图 8可以得出筒径比为 0. 5时旋

转中心最浅，0. 7时相对深度最深。可以得到的变化

趋势为：L/D为0. 3和0. 5的宽浅式吸力筒旋转中心

的相对位置较为接近，当L/D为 0. 7时吸力筒旋转

中心的相对位置明显变深。

3 筒型基础渐进演化破坏模式

3. 1 理论计算

由有限元模型的轴向剖面图可以看出，随着水

平荷载的持续作用，当筒基在达到极限荷载时裙墙

后侧外部土体和内部下侧土体与裙墙分离。与周围

土体相比吸力筒基础刚度很大，所以当土基破坏整

个基础也随之破坏，在此过程中吸力筒基础在发生

水平位移时伴随着旋转，当旋转到一定角度基础发

生失稳破坏。

吸力筒基础的水平承载力符合Wrinkle假定，因

此水平承载力极限值应小于等于裙墙周围地基土的

极限抗力。裙墙外壁受到的摩擦阻力与该点处径向

土压力成正比。此时基础受到裙墙内侧外侧土压力

和摩擦阻力、裙墙底部土压力和摩擦阻力以及顶板

土压力和摩擦阻力，如图9所示。

由朗肯土压力理论，式（3）为裙墙被动土压力，

式（4）为主动土压力。

Fp=γztan2(45°+ φ
2 )+2cot (45°+ φ

2 ) （3）

图6 位移矢量图

Fig. 6 Displacement vector

图7 基础旋转中心

Fig. 7 Foundation rotation center

图8 土体旋转中心

Fig. 8 Soil rotation center

图9 受力图

Fig. 9 Schematic diagram of stress
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Fa=γztan2(45°- φ
2 )+2cot (45°- φ

2 ) （4）

水平承载力平衡方程和力矩平衡方程为

Fzx=Fp1+Fp3+Fa1+Fa3-Fp2-Fp2-Fa2-Fa4
（5）

M f+Mq+Mp+Ma=Fzxe （6）

式中：Fzx为水平承载力。

M f=Mside+M top （7）

Mside=8∫
0

π
2 ∫

0

z

k0 p ( )z r tan φ cos θ dz dθ （8）

M top= (F+GA tan φ+ ac) Az0 （9）

Mq=2∫
0

π
2R2 cos θ sin θσD

2
dθ （10）

Mp=∫
0

z0

p ( )z D (h+ z) dz （11）

Ma=∫
z0

l

p (z)D (h+ z) dz （12）

σD
2
=m0L

D
2 tan θ （13）

e= h+Z （14）

式中：Fp为筒墙被动土压力；Fa为筒墙主动土压力；

Fp1为筒前外侧被动土压力；Fp2为筒前内侧被动土

压力；Fp3为筒后内侧被动土压力；Fp4为筒后外侧被

动土压力；Fa1为筒前外侧主动土压力；Fa2为筒前内

侧主动土压力；Fa3为筒后内侧主动土压力；Fa4为筒

后外侧主动土压力；f1为筒前摩擦阻力；f2为筒后摩

擦阻力；q1为筒底土压力；Fxz为水平承载力；Mf为摩

阻力产生的抵抗矩；Mside为裙墙侧壁摩擦阻力产生

的抵抗矩；Mtop为顶板摩擦阻力产生的抵抗矩；Mp为

被动土压力产生的抵抗矩；Ma为主动土压力产生的

抵抗矩；Mq为筒底土压力产生的抵抗矩；σD
2
为筒底

土压力；e为水平力偏心距；p（z）为土的极限抗力；φ
为土与基础表面摩擦角；k0为水平土压力系数；a为
量纲为一的系数，一般取0. 8。

通过联立承载力平衡方程和力矩平衡方程分别

计算筒径比为0. 3、0. 5、0. 7的旋转中心 z0，由于篇幅

限制计算过程不赘述。

3. 2 理论计算与模型计算对比

吸力筒基础旋转中心深度与裙墙长度的比值是

旋转中心相对深度，对比几何计算与土压力建立平

衡方程这2种方法计算的土体旋转中心相对深度如

表3所示，几何计算的旋转中心呈线性分布，土压力

建立的方程求得的土体旋转中心呈二次分布，对比

误差与理论计算值对比误差在 7%左右，进一步验

证了吸力筒基础与基础内部土体在旋转破坏的过程

中位移不能同时进行、旋转中心存在差异的结论。

L/D为0. 3时其旋转中心的位置比0. 5时较深，

水平承载力相差不大，而当L/D为 0. 7时其旋转中

心的位置明显变深，这是水平承载力陡增的一个重

要原因。由此可以得到旋转中心变深使其上部分被

动土压力区增大是使宽浅式吸力筒基础水平承载力

增大以及抗倾覆能力增强的重要原因。旋转中心在

L/D为 0. 3~0. 7的范围内分布如图 10所示。其关

系满足式（15）：

z0=
1
D2 (1.25L2-1.125LD+0.678D2) （15）

宽浅式基础的水平承载力计算中，旋转中心默

认以0. 5倍裙墙深度计算。将传统默认的旋转中心

位置与本研究得到的土体旋转中心位置分别代入到

极限平衡法的水平承载力公式，计算出水平极限承

载力，其对比计算结果如表4所示。通过AP=0. 4和
AP=0. 6的有限元模型计算土体旋转中心相对深度

分别为 0. 425和 0. 459，与式（13）的结果对比，误差

分别1. 3%和1. 6%，对比可以发现土压力所求旋转

中心相对深度比几何方法所求的基础旋转中心相对

深度所求得水平极限承载力更接近试验结果和数值

模拟计算结果。

在L/D为0. 7时旋转中心位置相比默认旋转中

表3 旋转中心相对位置对比

Tab. 3 Comparison of rotation center

筒径比

0. 3
0. 4
0. 5
0. 6
0. 7

基础旋转中心
相对位置

－0. 437
－0. 452
－0. 458
－0. 471
－0. 480

土体旋转中心
相对位置

－0. 453
－0. 445
－0. 428
－0. 455
－0. 503

误差比/%

3. 5
1. 6
7. 0
3. 5
4. 5

图10 旋转中心分布

Fig.10 Distribution of rotation center
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心位置略低，但由于对应裙墙长度增加而求得被动

土压力面积增大，而且增大的面积处所对应深度的

被动土压力也比假设值大，所以筒径比越大时假设

旋转中心位置与真实旋转中心的差异对极限水平承

载力影响越大。与假设旋转中心位置在 0. 5L计算

的理论值相比，在式（15）得到的旋转中心位置所求

得的水平承载力更接近实验值。

4 结论

通过对宽浅式吸力筒基础离心机试验并建立有

限元模型研究在无黏性土中和水平承载力下不同筒

径比与旋转中心位置变化的规律，主要结论如下：

（1）相同直径的吸力筒基础在受到外荷载初期

几乎具有相同的刚度，在这一阶段中裙墙长度影响

较小。因此，对于约为极限水平荷载30%的水平荷

载，吸力筒基础具有较好的抗变形能力。

（2）吸力筒基础的裙墙深度直接影响到吸力筒

基础的水平承载力的大小。筒体的旋转中心与筒内

土体的旋转中心不同，进一步验证了基础与内部土

壤的变形破坏不能同时进行的结论。旋转中心的位

置变化会影响到筒基土压力中被动土压力的分布范

围，旋转中心的位置对其极限承载力的大小有重要

影响。

（3）通过求解得到旋转中心位置与筒径比关系

的解析式，用于极限平衡法计算水平承载力。将该

计算数值代入理论公式中计算，其得到的水平承载

力极限值与传统假设旋转中心位置得到的计算值相

比更接近试验结果。由此，可以验证该研究结果更

符合宽浅式吸力筒基础渐进破坏过程。

随着研究不断的深入，不同的地质条件和加载

模式都会对基础的旋转中心变化产生影响。为得到

可用于实际工程的宽浅式吸力筒基础渐进破坏规

律，进一步得到极限荷载的计算方法还需要大量的

研究工作。本文研究结论建立在有限元数值分析

上，其结论有待深入验证。
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