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海上大直径单桩基础 p-y曲线修正
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摘要：海上风力发电作为一种具有前景的可再生能源，目前的增长十分迅速。超大直径钢管桩是目前海上风机结

构的最常用基础型式，API规范建议的 p-y曲线法是目前评价钢管桩水平承载能力的主要方法，但其对大直径桩

基的适用性有待探讨。本文通过开展系列三轴 CU试验标定了等向硬化模型中的各个参数，并通过与实测土体应

力-应变曲线的对比验证了建立的等向硬化模型的可靠性。基于该模型采用三维有限元方法分析了黏土中大直径

桩基的水平受荷特性，结果发现规范方法低估了大直径刚性桩 p-y曲线的初始刚度和土体极限抗力，因此考虑土

体强度不均匀性、桩土间粗糙度及桩径效应的影响，对极限土抗力 pult和桩体变形参数 yc进行了修正，提出了大直

径刚性桩修正 p-y曲线计算方法。基于现有离心模型试验验证了所提方法的合理性，为海上风机大直径单桩水平

承载力计算提供了参考。
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1 研究背景

海上风力发电作为一种具有前景的可再生能源，目前的增长十分迅速，已成为全世界风力发电

建设的热门。钢管桩由于加工制造简单、安装方便且在海洋油气工程领域有着广泛应用的成功经

验，大多数海上风机（>75%）选用单桩基础作为支撑结构［1］。

导管架等传统海洋油气平台的桩基础直径一般在 0.7 ~ 2.4 m 之间，而海上风机结构随着装机容

量的增加，单桩基础直径一般要在 4 ~ 8 m之间。但风机单桩基础在设计阶段仍借鉴过去海洋油气工

程中的相关经验及设计规范，如美国石油学会（API）推荐的《岩土与基础设计规范》［2］及挪威船级社

（DNV）推荐的《海上风机结构设计规范》［3］。需要指明的是这些规范的建立，都是依据 Matlock［4］及 Re⁃
ese等［5］在美国墨西哥湾的大量现场试桩试验结果得出的（典型桩径为 0.324 m和 0.61 m）。因此规范中

建议的 p-y曲线计算公式主要适用于小直径柔性长桩。

随着单桩直径的增大，国外学者 Dunnavant等［6］、Stevens等［7］通过试验研究均发现桩径效应对 p-y
曲线有明显的影响，特别是 p-y曲线的初始刚度与桩径密切相关［8］。Damgaard等［9］发现采用规范推荐

的 p-y曲线无法准确预测风机单桩基础的桩顶水平响应并低估了风机的 1阶自振频率。

国内学者龚维明等［10］等通过风机单桩基础现场水平加荷试验结果发现 API规范方法偏于保守，建

议对规范 p-y曲线进行修正。Zhu等［11］等基于南海大直径单桩现场试验结果给出的实测软黏土 p-y曲
线的初始刚度和极限土抗力均明显高于规范方法。朱斌等［12-13］在砂土试验中研究发现传统 API法 p-y
曲线具有偏大的初始刚度及偏小的极限抗力。虽然已有学者结合现场试桩结果提出了 p-y曲线的修正

方法，但试验桩的直径基本局限于 2.5 m以内，迄今关于桩径 4 ~ 8 m的超大直径水平受荷桩实测资料
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仍非常有限。柔性桩水平受荷时主要依靠嵌固点以上的有效桩长部分来抵抗水平荷载，如图 1（a）所

示。大直径单桩基础水平受荷时类似于图 1（b）中的刚性短桩变形模式，桩身整体绕转动点发生转

动，转动点深度 Zcrit一般为桩基埋深的 70% ~ 80%［14］。由于刚性桩与柔性桩的变形模式明显不同，以

及大直径桩所具有的尺寸效应，因此有必要提出适用于大直径刚性桩的 p-y曲线。

综上，海上风机上部结构对基础的水平变形有严格的控制要求，但现行规范对超大直径钢管桩

的适用性有待探讨。本文基于有限元分析结果提出了大直径刚性桩修正 p-y曲线的计算方法，并通过

已有离心模型试验验证了所提方法的合理性。

2 大直径单桩水平受荷数值模拟

2.1 三轴试样有限元模型 土体材料一般具有应变软化或硬化的特点，在有限元模型中采用可准确

描述土体实际应力-应变关系的等向硬化模型，以分析桩基在饱和黏土中的静力加载问题。

为了能准确标定硬化模型的各个参数，对渤海黏土原状土样开展了不同围压条件下的系列三轴

CU试验。试验用土取自天津港正常固结软黏土，其基本物理性质指标见表 1。三轴固结不排水（CU）
试验采用 GDS型三轴仪，原状土样由切土器切削成型为直径 39.1 mm，高度 80 mm的圆柱体试样，试

验开始前进行 24 h抽气并反压饱和。CU试验固结阶段的围压与原状土应力状态相同，剪切阶段关闭

排水阀，剪切速率设定为 0.04 mm/min，当轴向应变达土样初始高度（80 mm）的 15%时终止试验。

（a） 柔性桩 （b） 刚性桩

图 1 水平受荷桩变形模式

H H

L L

嵌固点

转动点

Zcrit
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土粒相对密度

2.71
有效容重γ ′/(kN/m3)

8
液限 wL/%

44.2
塑限 wP/%

24.5
塑性指数

19.7

表 1 天津港软黏土基本物理性质指标

三轴有限元模型中定义了以下两个分析步：首先在 Geostatic分析步中施加与三轴试验相同的围

压以模拟固结过程（不同深度的土样围压不同）；随后在荷载分析步中施加位移荷载以模拟常规三轴

试验的剪切过程，以模拟得到三轴试验过程中土体的应力-应变曲线。

三轴试样的土体材料模型采用服从 Mises屈服准则的多级等向硬化弹塑性模型，单元类型为 8节

点实体单元（C3D8）。土体弹性材料参数为变形模量 E0及泊松比μ，塑性材料参数为不同阶段的屈服

应力σs及所对应的塑性应变εp，各参数均通过三轴 CU试验的应力-应变曲线确定。土体的泊松比μ取
为 0.49，变形模量 E0依据实测应力-应变曲线，取为最大偏应力 10%位置处的割线模量［16］，该位置处

的应力即为初始屈服应力，对应的塑性应变为 0。土体的极限屈服应力取为三轴试验的最大偏应力，

在初始屈服应力与极限屈服应力之间共定义了 20个后继屈服应力及对应的塑性应变，以描述土体在

塑性阶段的硬化行为。
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由于三轴试验得到的应力-应变曲线为名义应力σnom及名义应变εnom，而在 ABAQUS软件中定义

塑性材料的屈服应力与塑性应变时应采用真实应力σt及真实应变εt，ABAQUS用户分析手册中［17］给出

了如下转化关系：

σt = σnom ( )1 + εnom （1）
εt = ln ( )1 + εnom （2）

式中：σnom、σt分别为名义应力与真实应力，kPa；εnom、εt分别为名义应变与真实应变，无量纲。

塑性阶段的各个屈服应力σs通过试验得到的名义应力σnom计算，其对应的塑性应变εp通过总应变

εtotal减去弹性应变εelastic得到，即：

σs = σnom ( )1 + εnom （3）
εp = εtotal - εelastic = ln ( )1 + εnom - σs E0 （4）

以第 8层土样为例，根据试验实测应力-应变曲线（图 2（a））可确定其变形模量 E0=6250 kPa，泊松

比μ取为 0.49，再由式（1）—（4）即可计算出硬化模型塑性材料的屈服应力σs与塑性应变εp，如图 2
（b） 所示。采用同样方法可确定其他土层的硬化模型参数，有限元分析中共模拟了不同深度下 14组

原状土样的三轴试验过程。图 3给出了三组不同取样深度土样的三轴试验实测应力-应变关系与模型

预测结果的对比，可知采用等向硬化模型能较好地反映土体材料的硬化特性。

图 2 等向硬化模型参数

图 3 三轴试验应力-应变关系曲线 图 4 黏土层不排水强度分布

试验原状土样取自天津港软黏土，由十字板试验测定的现场黏土层不排水强度 su分布如图 4所

示。由线性拟合结果可知土体强度增长梯度 k=1.25 kPa/m。

2.2 饱和软黏土等向硬化有限元模型 由图 4可知现场地基土为强度随深度基本呈线性增长的黏土

地基，为分析大直径钢管桩的水平受荷特性在 ABAQUS 软件中建立了三维有限元模型，如图 5 所

示。与上述不同深度下的 14组三轴试验结果相对应，地基土共划分为 14层，不同土层的材料属性根

据三轴模拟试验标定的变形模量 E0及土体应力-应变关系定义，即遵循 Mises屈服准则的等向硬化模
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型。单桩模型半径为 d，单桩入土深度 L，为消除边界效应的影响土体模型径向尺寸为 40 d ，竖向尺

寸为 1.5 L。对模型边界施加位移约束条件，底部边界全约束，侧向边界水平向约束。经过分析有限

元模型的计算精度会受到土体网格精度的影响，土体径向网格在桩周区域加密，采用单精度划分，

单元网格的径向尺寸范围为 0.05 d ~ 1.5 d ，单元网格的竖向尺寸采用等间隔划分，间隔尺寸为 0.5 m，

可保证计算结果的收敛性。

钢管桩模型和土体模型均采用 8节点实体单元（C3D8），钢管桩材料采用线弹性模型，弹性模量

为 206 GPa，泊松比为 0.3。土体有效容重γ′ 均为 8 kN/m3，泊松比为 0.49。钢管桩与土体界面间建立

面-面接触关系（允许分离），法向接触采用硬接触，切向接触采用罚函数法，桩土间的粗糙程度通过

设置粗糙度系数α表示，有限元分析中考虑了完全光滑桩（α=0.01）至完全粗糙桩（α=1）间不同粗糙度

系数α的影响。

有限元模型中单桩入土深度 L均为 45 m，土层厚度 1.5 L为 67.5 m，壁厚均为 40 mm。水平静力荷

载加载点位于泥面桩顶处，采用位移加载且保持加载点自由。

2.3 水平受荷桩变形模式 为了研究不同长径比 L/d条件下单桩的水平受荷特点，分别模拟了桩径

d=0.5 m、1 m~7 m共 8根单桩的水平静力加载过程。图 6给出了 8根粗糙单桩（α=1）在加载点位移达到

0.1倍桩径（0.1d）时的泥面下桩身水平位移 y分布。

由图 6可知，随着长径比 L/d的减小，单桩水平变形模式逐渐由图 1所示的柔性长桩向刚性短桩

过渡。长径比 L/d>15的单桩可归类为柔性长桩，其桩端土体的嵌固作用明显，随着长径比 L/d的减小

图 5 有限元模型网格划分
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嵌固点位置逐渐下移（即 Zcrit逐渐增大）。长径比

9<L/d<15的单桩属于刚柔性桩，虽然桩身变形非

严格的整体转动但转动点深度 Zcrit已达到桩埋深

的 78%。长径比 L/d<9 的单桩则属于典型的刚性

短桩，桩端部出现明显的负位移，桩身发生整体

转动。

2.4 极限土抗力 pult 对于水平受荷桩，土体的极

限抗力 pult分布主要与桩周土的破坏流动模式有

关，如图 7所示。浅层土体受自由表面影响在桩

前土体被动区呈楔形体破坏［18］，随着埋深的增加

深层土体破坏模式不再受土表面影响，形成绕桩

流动破坏区［19］。

为研究桩径效应对极限土抗力的影响，提取

2.2节的有限元计算结果，在图 8给出了不同桩径下（α=1）的归一化极限土抗力沿归一化埋深 z/d的分

布。可知浅层楔形体破坏区，桩径效应对极限抗力分布有显著的影响，当埋深达到深层绕桩流动破

坏区时，不同桩径的单桩极限抗力 pult基本收敛于 12.5su，略高于 Randolph和 Houlsby［19］基于二维平面

模型由塑性理论上限解推导得出的 11.94su，这可能是由于有限元分析计算精度导致的略微偏差。

图 7 桩周土体破坏模式

楔形体

破坏区

绕桩流动

破坏区
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x

y
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图 8 不同桩径下归一化极限土抗力
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图 9给出了粗糙度系数α对极限土抗力 pult的影响（桩径 d=7 m），可知 pult值随粗糙度系数的增加而

增加，且在深层绕桩流动区极限抗力均趋于稳定。图 10给出了深层土体区归一化极限抗力的最终稳

定值，可知完全光滑桩（α=0.01）极限抗力稳定于 9 su，完全粗糙桩（α=1）极限抗力稳定于 12.5 su，且粗

糙度系数α与极限抗力呈非线性关系，在粗糙度系数较小时土体极限抗力增长较快，粗糙度系数大于

图 9 不同粗糙度系数α的归一化极限土抗力 图 10 深层土体归一化极限土抗力
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0.5后则增长缓慢。

2.5 大直径桩 p-y曲线 由有限元分析结果提取了大直径刚性桩（d=7 m）在不同深度处的单位土抗力

分布，如图 11所示。同时也给出了 API规范［2］中软黏土 p-y曲线公式的计算结果，其中参数 J取 0.5，
e50取 0.01。

由图 11可知，对于光滑桩，API规范方法得出的 p-y曲线与有限元分析结果较为接近，但 p-y曲线

的初始刚度偏低。对于完全粗糙桩，有限元分析结果得出的 p-y曲线初始刚度及桩周极限抗力均明显

高于API规范方法的计算结果，这也与 Jeanjean［20］与Nichols等［21］在正常固结黏土中的试验结果一致。

3 大直径刚性桩修正 p-y曲线

3.1 极限土抗力 pult修正 由图 7可知由于桩周土破坏模式的不同，造成浅、深层土体的极限土抗力

有不同的计算方法，API规范建议了如下的计算公式：

pu =
ì
í
î

ï

ï

3su + γ ′ z + Jsu z/d ( )浅层土

9su ( )深层土
（5）

式中：pu为某一深度下的土体极限抗力，kPa；γ ′为土体有效容重，kN/m3； su为土体不排水抗剪强

度，kPa；d为桩径，m；J为经验系数，0.25 ~ 0.5。
API规范公式（5）中浅层土体的极限抗力沿埋深而增加，当埋深达到绕桩流动破坏区时，极限抗

力被限定为 9su。API规范中虽然未明确说明，但计算表明公式（5）是按完全光滑桩的最保守工况考虑

的。

API规范方法中建议的极限土抗力计算方法主要针对均质黏土，且不能考虑桩土间粗糙度的影

响。大多数海底软黏土的不排水强度随深度呈近似线性增长，强度增长梯度 k一般为 1 ~ 2 kPa/m［22］。

图 4给出了现场土体的强度线性拟合结果，表层黏土不排水强度 su0=5 kPa，强度增长梯度 k=1.25 kPa/m。

为区别于 API规范，下文桩土间的极限土抗力以 pult表示，见下式：

pult =
ì
í
î

ï

ï

Nps su + γ ′z ( )浅层土

Npd su ( )深层土
（6）

式中：Nps、Npd分别为浅层、深层土体无量纲水平承载力参数。

基于上述分析并参考现有文献［18］，提出了考虑土体不均匀性、桩土间粗糙度及桩径效应的浅

层土无量纲参数 Nps的计算方法：

Nps = N1 - N2e
( )-ζz/d

- 1.3 × ( )z
d ( )1 - α （7）

式中：N1、N2为土抗力限定参数，分别为 10.5和 7；α为粗糙度系数；系数ζ与系数λ线性相关［18］，其

（a）粗糙桩（α=1） （b）光滑桩（α=0.01）
图 11 大直径刚性桩 p-y曲线
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由图 12可知，对于光滑桩公式（6）和 API规范方法均与有限元结果相当接近。但对于粗糙桩，由

于 API规范未考虑桩土间粗糙度，则可按本文公式（6）计算。

3.2 桩体变形参数 yc修正 Matlock［4］依据在墨西哥湾的现场试桩结果，建议了如式（11）所示的软黏

土 p-y曲线，及如式（12）所示的桩体变形参数 yc的计算方法，并被 API规范采用。

p
pult

= 0.5æ
è
ç

ö

ø
÷

y
yc

13
（11）

yc = 2.5e50d （12）
式中：p为桩身横向位移等于 y时的土抗力；yc为桩体变形参数，代表极限抗力一半时相应深度处的

桩身侧移值；e50为三轴剪切试验中主应力差达到最大主应力差一半时所对应的轴向应变。

桩体变形参数 yc的计算式（12）实际上来源于 Skempton［23］对弹性材料的理论推导，即桩体的变形

与桩宽成正比。API规范中认为桩体位移等于 8倍 yc值时土抗力 p达到极限值，这对于小直径单桩在

桩径变化范围较小是适用的。但随着桩径的增大，文献［24-26］的研究结果均发现极限土反力对应的

位移值均小于 8倍 yc值，图 11的计算结果也证明了这一点。

Stevens和 Audibert［7］依据现场试验结果，发现 yc值并非与桩径成正比，而是与桩径的平方根相

关，考虑桩径效应对 yc值提出了如下修正公式：

yc = Ae50
æ

è
çç

ö

ø
÷÷

d
dref

0.5
dref （13）

式中：A为待定系数；dref=1 m。

表达式如下：

{ξ = 0.25 + 0.05λ λ < 6
ξ = 0.55 λ≥ 6 （8）

λ = su0 kd （9）
式中：su0为泥面处土体不排水抗剪强度，kPa；k为土体强度增长梯度，kPa/m。

由图 10可知，深层土无量纲水平承载力参数 Npd主要与粗糙度系数α有关，基于有限元分析结

果，无量纲参数 Npd的拟合计算公式如下：

Npd = ( )a1 + a3 × α 2 ( )1 + a2 × α 2 （10）
式中：拟合参数 a1、a2、a3分别 9、19.7、246.7。

按式（6）计算大直径刚性桩的极限抗力 pult时，限定 Npdsu为极限土抗力的上限值，即光滑桩不超

过 9su，粗糙桩不超过 12.5su。由式（6）计算了光滑和粗糙两种极限工况下的大直径桩（d=7 m）极限土抗

力分布，如图 12所示。

图 12 归一化极限土抗力 pult
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由图 13和图 14可知，API规范方法预测的单桩水平承载力仅适用于光滑桩，而本文提出的修正

p-y曲线法由于考虑了桩径效应、土体强度增长梯度及粗糙度系数的影响，可更准确地预测大直径刚

性桩 p-y曲线的初始刚度和极限土抗力，计算的单桩水平承载力与有限元结果更为吻合。

4 算例验证

文献［27］针对海上风电大直径单桩基础开展了离心模型试验研究，该试验模型桩材料为铝，外

径 38.3 mm，壁厚 1.67 mm。试验时的离心加速度为 100g，对应的原型大直径单桩基础外径为 3.83 m，抗

弯刚度 EpIp为 222.4 GN·m2。原型地基土为厚度 27 m 的黏土层。原型桩总长 50 m，泥面下入土段为

20 m，水平荷载加载点位于泥面上 30 m的桩顶处，见图 15。
黏土层不排水强度分布如图 16所示，土表面不排水强度 su0=20 kPa，强度增长梯度 k=1.8kPa/m。

根据 Poulus和Hull［28］无量纲刚度比判别公式，可判断桩体属于刚性桩还是柔性桩：

3.3 修正 p-y曲线 将式（6）和式（13）代入式（11）可得到大直径刚性桩的修正 p-y曲线计算式：

p
pult

= 0.5
æ

è

ç

ç
çç

ö

ø

÷

÷
÷÷

y

4.5e50( )d dref

0.5
dref

13

（14）

经过试算发现经验系数 A取为 4.5时与数值模拟结果较为吻合（图 13）。

采用式（14）计算了大直径刚性桩（d=7 m）的 p-y曲线，并与数值分析方法进行了对比，如图 13所

示。将计算得到的 p-y曲线导入由 Matlab软件编制的有限差分迭代程序，计算了单桩泥面处的水平荷

载-位移曲线，如图 14所示。

图 13 大直径刚性桩 p-y曲线
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图 14 加载点水平荷载与泥面位移关系
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ì

í

î

ï
ï

ï
ï

Ep Ip
Esoil I

4
L

> 0.208 ( )刚性桩

Ep Ip
Esoil I

4
L

< 0.0025 ( )柔性桩

（15）

式中：EpIp为桩的抗弯刚度；Esoil为土体弹性模量；IL为桩体埋深。

对于试验中采用的高液限高岭土，其土体弹性模量与不排水强度比 Esoil/su一般为 150［29］，不排水

强度 su取为桩基埋深范围的平均强度，则可根据式（15）近似得到桩体刚度比为 0.244，判断属于刚性

短桩。

依据修正 p-y曲线公式（14）在有限差分程序中计算了原型桩粗糙和光滑两种工况的水平承载力，

并与试验结果进行了对比，图 17给出了泥面上加载点处的水平荷载与桩身泥面位移的对比结果。由

于试验桩表面涂抹了环氧树脂保护层，桩土间粗糙程度接近光滑，图 17中的对比结果发现试验值介

于修正 p-y曲线法预测的上限（完全粗糙）与下限（完全光滑）之间，但更接近于光滑桩计算结果。因此

图 18给出的泥面下桩身弯矩对比结果中，仅给出了由式（14）计算的光滑桩工况。对比 API规范方法

发现其预测结果略偏小于本文方法的下限值（完全光滑），这是由于规范 p-y曲线法是基于完全光滑桩

的最保守工况建立，将极限土抗力 pult限定为 9su，同时桩体变形参数 yc也未考虑大直径桩桩径效应而

导致的。

由图 17和图 18可知，本文提出的修正 p-y曲线法准确地预测了大直径刚性桩的水平承载力和水

平变形，为海上风机大直径单桩基础的水平承载力的计算提供参考。

图 15 文献［27］试验原型 图 16 不排水强度分布
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5 结论

本文通过数值模拟方法研究了大直径钢管桩在黏土中的水平受荷特性，考虑土体不均匀性、桩土

间粗糙度及桩径效应，提出了大直径单桩的修正 p-y曲线计算方法，并进行了验证。主要结论如下：

（1）现有 API规范较适用于柔性长桩，会低估大直径刚性桩 p-y曲线的初始刚度及极限土抗力，规范

中的极限土抗力等于 9su仅适用于光滑桩。（2）桩径效应仅影响浅层土体极限抗力的分布，不影响深

层土体。深层土体极限抗力与粗糙度系数α有关，光滑桩稳定于 9su，粗糙桩稳定于 12.5su。（3）基于

有限元分析结果，考虑土体不均匀性、桩土间粗糙度及桩径效应提出了极限土抗力 pult及桩体变形参

数 yc的修正计算方法，最终得到了大直径刚性桩的修正 p-y曲线。（4）基于已有离心模型试验结果，

验证了提出的修正 p-y曲线方法的合理性，为海上风电大直径单桩的水平承载力计算提供了方法。
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A modified p-y curve method for offshore large-diameter monopile foundations

ZHANG Haiyang，LIU Run，YUAN Yu，LIANG Chao
（State Key Laboratory of Hydraulic Engineering Simulation and Safety，Tianjin University，Tianjin 300072，China）

Abstract： Offshore wind power has a huge potential growth as a kind of renewable energy. At present，
large-diameter steel monopile is the most commonly used type of foundation for offshore wind turbine. The
conventional method for assessment of steel-pile lateral performance is the application of p-y curves recom⁃
mended in API. However， the applicability of the API method for large-diameter monopiles needs to be fur⁃
ther studied. A series of CU triaxial tests were conducted to calibrate the parameters of isotropic hardening
model，which has been validated against the test results of stress-strain soil behavior. Based on this mod⁃
el， 3D finite element analyses are performed for the behavior of the laterally loaded large-diameter mono⁃
piles. The FEA results find the guideline method underestimate the initial stiffness and the ultimate pres⁃
sure acting on the rigid large-diameter monopiles. According to the effect of soil shear strength gradient，
pile roughness and pile diameter， the soil ultimate pressure pult and pile deformation parameter yc were re⁃
evaluated， and a modified p-y curve method for large-diameter rigid monopiles was presented. Based on
the published centrifuge model test results， the proposed method was proven to be reasonable， suggesting
that it could be used as an engineering analysis approach for evaluating the lateral bearing capacity of off⁃
shore wind large-diameter monopile foundations.
Keywords：offshore wind turbine； large-diameter monopile； lateral bearing capacity；ultimate soil unit pres⁃
sure；modified p-y curves
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