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基于HSS模型海上风电桶形基础水平
循环承载特性对比研究

寇海磊，房伟伟，徐祥程，安兆暾，张洪睿

（中国海洋大学 工程学院，山东 青岛   266500）

摘 要：采用土体本构模型对黏土中的桶形基础进行了有限元模拟，以研究桶形基础的水平循环承载特性。利用有限元方法

模拟了在不同单调组合荷载作用下黏土中的桶形基础离心机试验，与试验结果对比验证了使用小应变硬化土（HSS）本构模型

的适用性。在此基础上，基于HSS模型和硬化土（HS）模型对比研究了不同循环荷载和小应变模量对桶形基础累积转角、旋转

中心和桶-土相对刚度的影响。结果表明，黏土中桶形基础的累积转角随着循环次数和水平荷载的增加而增加，然而每个循环

中累积转角的增加逐渐减小。另外，提出了Tb和 ζb之间的拟合关系式预测黏土中桶形基础的累积旋转。无论处于疲劳极限状

态（ζb=0. 3）还是正常使用极限状态（ζb=0. 5），旋转中心类型都是从深中心变为浅中心。桶-土相对刚度随循环次数的增加而减

小，并且循环荷载越大刚度衰减越大。另外，小应变模量对基础累积转角和桶-土相对刚度有较大影响而对旋转中心无显著影

响。与已有的研究结果对比发现，HSS模型更加适用于精细化设计。
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Comparative study on horizontal cyclic bearing characteristics of offshore wind 
turbine bucket foundations based on HSS model
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Abstract :  Finite element simulations of bucket foundations in clay using soil constitutive models were conducted to investigate the 
horizontal cyclic bearing characteristics of bucket foundations.  Centrifuge tests of bucket foundations in clay under different monotonic 
combined loads were simulated using the finite element method to validate the applicability of the small strain hardening soil (HSS) 
constitutive model.  Based on the HSS model and HS model, the effects of different cyclic loads and small strain modulus on the 
accumulated rotation angle, rotation center, and bucket-soil relative stiffness of bucket foundations were compared.  The results 
indicate that the accumulated rotation angle of bucket foundations in clay increases with the number of cycles and the increase of 
horizontal loads.  However, the increase in accumulated rotation angle per cycle gradually decreases.  Furthermore, an empirical 
equation between Tb and ζb is proposed to predict the cumulative rotation of bucket foundation in clay.  Regardless of being in a fatigue 
limit state (ζb=0. 3) or a normal operating limit state (ζb =0. 5), the rotation center type changes from deep center to shallow center.  The 
bucket-soil relative stiffness decreases with the number of cycles, and the greater the cyclic load, the greater the stiffness decay.  In 
addition, the small strain modulus has a significant influence on the accumulated rotation angle and bucket-soil relative stiffness, but 
no significant influence on the rotation center.  Comparing with existing research results, it is found that the HSS model is more suitable 
for refined design.
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近年来，因全球环境恶化和陆地资源开发殆尽，开发可持续发展的清洁能源已成为多方共识。风能作

为可持续发展的清洁能源，已经被公认为是一种常规能源的代替能源。与陆地风电相比，海上风电具有不

占用土地、风力稳定和可规模化发展等优势，因此，海上风电发展前景广阔，装机规模不断上升。基础形式

的选择对海上风电建设至关重要。桶形基础相比于传统的重力式基础、桩基础具有水深适用性强、可重复

利用等优势，因此，桶形基础被广泛作为海上风力涡轮机的基础［1-2］。
海上风电基础设计的关键是长期循环荷载下的水平响应，因此国内外学者对桶形基础在循环荷载下的

水平响应开展了大量研究。Hung等［3］研究了桶形基础在单向水平循环荷载作用下的累积转角和卸载刚度，

发现基础的累积转角与循环次数呈指数关系增加，并提出经验公式用来评估桶形基础的卸载刚度和累积转

角。Cheng等［4］研究了桶形基础在循环荷载作用下的累积变形，并使用有限元方法建立了弹塑性边界模型

模拟了桶形基础循环变形。Byrne等［5］通过离心机模拟试验研究了黏土中桶形基础的承载特性，探究了桶形

基础在垂向动力荷载、水平荷载以及弯矩共同作用下的响应。与模型试验和离心机模拟试验相比，数值模

拟方法通过较少的试验标定参数，模拟更多的工况，既合理控制了试验成本，又节约了时间。因此，许多研

究人员对黏土中桶形基础的特性进行了数值研究。肖忠等［6］结合实际工程，利用修正D-P模型建立三维数

值模型，分析了桶形基础稳定性。Byron等［7］采用修正剑桥（MCC）模型建立三维数值模型，模拟了基础在水

平静荷载及循环荷载作用下的受力特性。

虽然数值分析方法已成为研究风电基础的重要方法，但是数值模拟的结果可靠性有待考究，其关键在

于选择合适的土体本构模型。目前，常用的土体本构模型有 Mohr-Coulomb 模型、Druker Prager 模型、修正

Druker Prager模型、修正剑桥（MCC）模型、硬化土（HS）模型和小应变硬化土（HSS）模型等。但Mohr-Coulomb
模型、Druker Prager模型、修正Druker Prager模型无法区分加卸载模量，因此不适用于模拟有关循环荷载作

用下的土体变形。另外，由于在严格的转角设计要求下风电基础周围土体大部分处于小应变范围，因此，考

虑土体的小应变模量特性是必要的［8］。但是，上述数值模拟研究均未考虑小应变对土体刚度的影响。本文

通过Midas GTS NX有限元软件研究了黏土中桶形基础的水平循环特性。黏土分别采用修正剑桥（MCC）模

型、硬化土（HS）模型和小应变硬化土（HSS）模型进行模拟，并通过黏土中桶形基础的离心机试验进行验证，

以确保模拟结果的可靠性。在此基础上，采用HSS模型和HS模型分析了桶形基础水平循环承载性能，着重

讨论了循环荷载比和小应变模量对桶形基础累积转角、旋转中心和桶-土相对刚度的影响，以期为海上风电

基础精细化设计提供参考。

1　数值模拟

1.1　土体本构模型

Midas GTS NX有限元软件内含众多土的本构模型，如Mohr-Coulomb模型、Duncan-Chang模型、修正剑桥

模型和小应变硬化模型。相比于常用的本构模型，HSS模型考虑了土体弹性阶段的非线性特征，反映了小应

变阶段的刚度衰减特性，如图 1所示［9］。尤其对于风电基础设计来说，桩周土处于弹性范围内，因此考虑土

体小应变特性对海上风机基础设计是极其必要的，如图2所示。

图1　土体在各种岩土工程条件下的应变值范围[9]

Fig. 1　Strain range of soil under various geotechnical conditions［9］
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HSS模型是Benz［9］在HS模型的基础上提出的，采用双屈服面，同时利用双刚度反映应力路径的影响，在

HS模型的基础上引入Hardin-Drnevich模型描述小应变时土体剪切刚度与应变之间的非线性关系，如式（1）
所示。

G
G0

= 1
1 + 0.385 |

|
|
||
||

|
|
||
| γ
γ0.7

（1）

式中：G0为土体初始剪切模量；G为土体剪切模量；γ0.7为阈值剪应变；γ为剪应变。该模型的一个基本特征即

土体刚度与应力相关，在描述土体剪切硬化、压缩硬化、加卸载、小应变等方面具有优势。因此，文中采用

HSS模型模拟黏土地基，更适合于进行循环状态下的小应变分析。

1.2　有限元模型

桶形基础采用线弹性模型，弹性模量为 210 GPa，泊松比采用 0.3，重度为 78.5 kN/m3。桶形基础尺寸如

表1和图3所示。

根据原型尺寸对桶形基础和土体建模，土体为高岭土，采用HSS小应变硬化土模型，土体直径为 130 m
大于 15D，高为 65 m大于 7D，此时土体边界效应对计算结果的影响可忽略不计［10-11］。土体四周约束 x、y这 2
个方向自由度，土体底面约束 x、y、z这 3个方向自由度。另外，动力荷载会在模型边界条件上引起应力增量，

引起的应力增量需要黏性边界吸收，否则会在土体内部反射，因此设置黏性边界条件［12］。为了模拟桶形基

表1　桶体尺寸参数

Tab. 1　Dimensions parameters of the bucket body

高度L/m
3.75

直径D/m
7.50

高径比L/D
0.50

桶壁厚度 t/m
0.10

顶盖厚度 c/m
0.10

图3　有限元模型
Fig.  3　Finite element model

图2　桩基服役时桩周土变形状态
Fig.  2　Deformation state of surrounding soil during pile service
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础与土体之间的剪切传递和相对位移，采用主从曲面接触算法选择主曲面。主曲面为桶形基础的高刚度表

面，从曲面为土体的低刚度表面。接触对采用面对面接触。接触对界面间摩擦系数作为内摩擦角φ'和土体

敏感度St的函数［13］：

µ=0.3tanφ'/St （2）
其中，φ'值取 21.4°，St取 2.5。国内外很多学者采用数值分析方法对海上风电基础承载力进行了研究，采用了

不同的土体本构模型，统计见表2。

为验证 HSS 模型可靠性，文中采用 MCC 模型和 HS 模型这 2 种常用土体本构模型进行对比。根据

Watson［24］的研究，表 3列出正常固结高岭土的MCC模型参数值。对于HSS和HS模型，根据Bolton［25］的研究，

黏性土剪胀角ψ一般取值为 0；破坏比Rf和卸载再加载泊松比 υur可采用Brinkgreve等［26］建议值，分别取 0.9和

0.2；与模量应力水平相关的幂指数m可采用 Janbu［27］建议的数值，黏性土m取值为1；正常固结静止侧压力系

数K0可按式（3）进行取值［28］；其余参数使用Hardin和Black［29］、Schanz等［30］、王卫东等［31］和 Stokoe等［32］研究中

的式（4）~（10）等效确定。

K0 = 1 − sin φ' （3）
λ* = λ/ (1 + e0 ) （4）

E50,ref = 1.25Eoed,ref （5）
Eur,ref = p ref /κ* （6）

κ* = κ/ (1 + e0 ) （7）
Eoed,ref = p ref /λ* （8）

G0,ref = 33 × (2.97 − e0 )2 / (1 + e0 ) （9）
γ0.7 = (γ0.7 )ref + 5 × 10-8 Ip (αOCR )0.3 （10）

式中：e0为初始孔隙比，文中取值 1.3；Ip为塑性指数，取值 32%；αOCR为超固结比，取值为 1；（γ0.7）ref为 Ip=0时的

剪应变，取值约为1×10-4。其余参数如表3所示。

1.3　数值模拟结果验证

图 4是离心机试验［24］和数值模拟得到的荷载-位移（H-u）曲线。其中，离心机试验加载方式分别为竖向

无荷载（V=0）的单调加载（S1-1）和竖向压力Ｖ等于竖向屈服力 V'（其中 V'／A＝32 kPa）时的单调加载（S1-

2）。数值模拟中土体本构模型分别为HSS、MCC和HS模型，加载方式与离心机试验一致。

结果显示，在小变形情况下，HSS模型比 MCC 模型和 HS模型更加接近试验结果，在同一水平荷载下，

MCC和HS模型模拟结果位移偏大，而且MCC模型模拟结果近似线性，与离心机试验结果差距较大。这是由

于在初始加载过程中引起土体小应变，土体表现出高剪切模量G，HS模型和MCC模型并未考虑土体小应变

情况。

表2　土体本构模型的选择

Tab. 2　Selection of soil constitutive models

本构模型

MCC模型

D-P模型

D-C模型

HS模型

文献

Byron等[7]、Chong等[14]、Xiong等[15]、Yin等[16]、Van Pham等[17]、Liu和Xue[18]

肖忠等[6]、Jose和Mathai[19]

张金来等[20]、Emdadifard等[21]

Yin等[16]、潘珂珂[22]、陈佳莹等[23]
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2　桶形基础水平承载特性研究

2.1　单调加载作用下桶形基础承载特性

为了进一步探究HSS模型在循环荷载下的适用性，根据数值模拟验证结果，选择HSS模型和HS模型作

表3　高岭土MCC模型、HSS模型和HS模型的参数值

Tab.  3　Parameter values of kaolin MCC model、HSS model and HS model 

参数

泊松比 ν'

压缩指数λ

膨胀指数κ

初始孔隙比 e0

临界状态线的斜率M

有效黏聚力 c'/kPa
有效内摩檫角φ'/(°)

剪胀角ψ/(°)
破坏比Rf

参考压力 pref/kPa
参考应力对应的切线压缩模量Eoed,ref/MPa

参考应力下0.5 qf偏应力对应割线模量E50,ref/MPa
参考应力下卸载再加载模量Eur,ref/MPa

卸载再加载泊松比 υur

正常固结静止侧压力系数K0

刚度应力水平相关幂指数m

参考应力下的初始剪切模量G0,ref/MPa
剪切模量衰减0.7倍初始剪切模量对应剪应变γ0.7

HSS模型

—

—

—

—

—

2.8
21.4

0
0.9
100
0.82
1.02

15.12
0.2

0.64
1

42
1×10-4

HS模型

—

—

—

—

—

2.8
21.4

0
0.9
100
0.82
1.02

15.12
0.2

0.64
1
—

—

MCC模型

0.3
0.28
0.03
1.27
0.83
—

—

—

—

—

—

—

—

—

—

—

—

—

图4　数值模拟结果验证
Fig.  4　Verification of numerical simulation results

5



第 42 卷 海  洋  工  程

为对比，并以已有的研究结果作为验证。

图 5为竖向无荷载（V=0）单调加载时桶形基础弯矩荷载与累积转角的关系，使用Villalobos［33］提出的方

法，沿弯矩荷载-累积转角曲线的起点和终点绘制了 2条切线，2条直线相交处的相应荷载可以作为极限弯矩

承载力，即 Mult，HSS 模型和 HS 模型模拟结果得到基础的水平极限弯矩承载力 Mult分别为为 610 kN·m 和

445 kN·m。HSS模型模拟得到的基础水平极限弯矩承载力明显大于 HS模型，原因在于 HSS模型是根据小

应变刚度获得基础水平极限承载力，HS模型则更加考虑土体的变形性能。并且小应变情况下，土体剪切刚

度更高［9］。Zheng［34］在钻孔灌注桩承载力的研究中也得出了相同的结论。

根据水平单调加载结果确定水平极限承载力。根据Leblanc等［35］的研究，将循环荷载简化为正弦曲线，

定义 2个无量纲参数循环荷载幅值比 ζb和循环荷载对称比 ζc分别表征循环荷载的幅值大小和对称性，如式

（11）和（12）所示。ζb为循环荷载极大值与极限弯矩承载力的比值，范围为 0~1；ζc为循环荷载的极小值与极

大值的比值，范围为−1~1。如图6所示。

ζb= Mmax / Mult (11)
ζc= Mmin / Mmax (12)

式中：Mmax、Mmin为循环周期内弯矩荷载的极大值与极小值；Mult为单调加载中基础的极限弯矩承载力。

为了海上风机基础的安全设计，DNV［36］定义了循环设计荷载：极限荷载状态（ULS）、正常使用极限状态

（SLS）、疲劳极限状态（FLS）。SLS约为ULS的 47%，FLS约为ULS的 30%。在海上风力涡轮机的使用寿命期

间，正常使用极限状态（SLS）大约会出现 102次，疲劳极限状态（FLS）大约出现 107次［37］。因此，文中选择 SLS
和FLS这2种双向高频荷载状态作为循环荷载进行研究，即 ζc=−1，ζb=0.3和0.5。
2. 2　循环荷载作用下累积转角的变化

图 7是不同循环荷载下旋转角度 θ与循环次数N的关系。从图 7中可以看出，黏土中桶形基础的累积转

角随着循环次数和水平荷载的增加而累积。然而，对于每个循环，累积转角的增量逐渐减小直到达到稳定。

从HSS模型在 ζb=0.3和 ζb=0.5的循环荷载下的模拟结果可以看出，荷载越大循环角度 θ随循环次数N增加越

图5　桶形基础弯矩荷载-累积转角关系曲线
Fig.  5　Bend moment-accumulated rotation angle relationship curve of bucket foundation

图6　循环荷载参数的定义
Fig.  6　Definition of cyclic load parameters

6



第 4 期 寇海磊，等：基于HSS模型海上风电桶形基础水平循环承载特性对比研究

快，这是由于在循环作用下黏土软化，荷载越大软化程度越大。在同一荷载下，100次循环后HS模型计算得

到的旋转角度是HSS模型计算得到的旋转角度的 5倍左右，这是因为在循环荷载作用下基础周围土体处于

小应变范围［8］，土体小应变下表现出高剪切刚度，因此在循环荷载下HS模型相比于HSS模型计算得到的基

础周围土体的变形更大。

Leblanc等［35］的研究中描述的无量纲比（θN−θ0）/θs可用来表示桶形基础在循环荷载作用下的累积转角变

化，其中 θs是单调加载试验中的转角，θ0和 θN分别是初始转角和第N个累积转角，如图 8所示。无量纲比（θN−
θ0）/θs与循环次数N之间的关系如图 9所示。Cox等［38］、Hung等［3］和Zhou等［39］的结果也在图 9中给出以进行

比较。（θN−θ0）/θs的值几乎是一个随着循环次数增加的幂函数，这与其他研究中的值相似。然而，彼此的变化

程度是不同的。这可能是由研究中荷载特性和土壤强度的差异造成的。

无量纲比（θN−θ0）/θs与循环次数N之间的关系可以用式（13）进行表示：

（θN-θ0）/θs=Tb×Tc×Nα （13）

图7　旋转角度与循环次数的关系
Fig. 7　Relationship between rotation angle and number of cycles

图8　刚度和累积旋转的测定方法
Fig.  8　Methods for determining stiffness and accumulated rotation

图9　归一化旋转角度与循环次数的关系
Fig.  9　Relationship between normalized rotation angle and number of cycles

7
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其中，Tb和Tc分别是 ζb和 ζc的无量纲系数。通过最小二乘法回归分析测试结果，Tc取值为 0.54。HSS模型的

数值模拟结果得到的α值分别为 0.39和 0.41，ζb越大α越大。与Zhou等［39］研究中的α一致，略高于Cox等［38］

和Hung等［3］研究中的α。HS模型模拟结果得到的α值为1.05，远大于HSS模型模拟结果得到的α。
研究中的Tb值可以根据数值模拟结果使用式（13）进行反计算。可以得到HSS模型在 ζb=0.3和 0.5的循

环荷载下，Tb值分别为 0.572和 0.751。图 10显示了对应 ζb的 Tb值。Kim等［40］、Foglia和 Ibsen［41］、Hung等［3］研
究的结果也在该图示出。由图 10可以看到Tb的值随 ζb的增大而增大，两者具有较好的相关性。根据数据拟

合经验公式，通过 ζb预测Tb值，以预测黏土中桶形基础的累积旋转：

Tb=2.85ζb1.78 （14）

2. 3　循环荷载作用下旋转中心的变化

图 11是不同瞬时中心对桶形基础运动的影响［42］。桶形基础的旋转中心可以在桶形基础的深中心、浅中

心或两侧。桶形基础的旋转中心位置在海上风电设计中起着重要作用，因为深中心基础更稳定、更安全。

当受到外部载荷时，基础将围绕旋转中心旋转。旋转中心的位置变化导致难以预测基础的水平承载力。因

此，研究循环载荷作用下旋转中心的位置行为具有重要意义。

桶形基础在水平载荷下的瞬时旋转中心位置可以由式（15）和式（16）确定［43］。

x0 = l
2 × sv1 - sv2

sv1 + sv2
（15）

z0 = lsh
sv1 + sv2

- h （16）
式中：x0是旋转中心距桶形基础中心线的水平距离；z0是旋转中心距桶形基础顶盖的垂直距离；sv1、sv2和 l分别

为桶盖上方 a点和 b点的竖向位移以及两点之间的水平距离；sh和 h分别为桶形基础上方加载点的水平位移

图10　Tb与 ζb的关系
Fig.  10　Tb values with ζb

(a) 深中心                  (b) 浅中心                  (c) 浅偏中心
图11　沉箱瞬时中心

Fig.  11　Instantaneous center of gravity for caisson
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以及加载点到基础顶盖的垂直距离。参数符号的细节如图12所示。

旋转中心随循环次数的变化如图 13所示。Wang等［43］的研究数据也绘制在该图中。瞬时旋转中心的水

平坐标由桶形基础直径D归一化，而纵轴由桶形基础高度 L归一化。HSS模型在 ζb=0.3的循环载荷下的结果

显示，当N=1时，旋转中心位于加载点下方约（−0.02D，2L）处。随着循环次数的增加，旋转中心逐渐向上移

动。在N=100之后，旋转中心移动至（0.029D，0.83L）。在 ζb=0.5的循环载荷下的结果显示，当N=1时，旋转中

心位于荷载点下方约（0.341D，2.61L）处。随着次数的增加，旋转中心逐渐向上并朝向加载方向移动。在N=
100之后，旋转中心移动至（−0.097D，0.98L）处。HS模型在 ζb=0.5循环载荷下的结果显示，当N=1时，旋转中

心位于加载点下方约（0.056D，4.94L）处。随着循环次数的增加，旋转中心逐渐向上移动。在N=100之后，旋

转中心移动至（−0.042D，0.76L）。

研究中HSS模型和HS模型计算得到的旋转中心与Wang等研究［43］的趋势相似，旋转中心的变化趋势都

是由深中心（图11（a））变为浅中心（图11（b））。而且循环荷载越大，旋转中心变化趋势越快。HSS模型和HS
模型并未出现明显差别。研究表明，随着循环次数增加，旋转中心位置向上移动，桶形基础逐渐失稳。

2. 4　循环荷载作用下桶⁃土相对刚度的变化

结构的动力特性在很大程度上取决于基础提供的刚度［44］。如果基础刚度发生变化，则在海上风机的使

用寿命内，基础的动力特性可能会发生变化，如图 8所示。将桶-土相对刚度 k通过标准大气压Pa、土重度 γ'
（取 12.9 kN/m3）、桶基直径D进行归一化处理，可得归一化桶-土相对刚度随循环次数的变化，如图 14所示。

Zhou等［39］的数据也绘制在图 14中作为对比。由图 14可以看出，随着循环次数的增加，刚度都呈下降趋势。

HSS模型在 ζb=0.3的循环荷载下，桶-土相对刚度经过 100次循环后减小到初始刚度的 80%左右；在 ζb=0.5的

循环荷载下，桶-土相对刚度经过 100次循环后减小到初始刚度的 65%左右。由此可见，循环荷载越大，刚度

下降幅度越大。这可能是由于循环加载过程中桶形基础附近的黏土软化［45］。HS模型在 ζb=0.5的循环荷载

图12　旋转中心位置确定示意
Fig.  12　Illustration of determining rotation center position

图13　旋转中心位置变化趋势
Fig.  13　Trend of rotation center position changes

9
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下，桶-土相对刚度经过 100次循环后减小到初始刚度的 35%左右。与HSS模型模拟结果相比，HS模型计算

得到的桶-土相对刚度下降幅度更大，证明了考虑土体小应变的重要性，尤其当基础受循环荷载时。与Zhou
等［39］试验结果对比，无论HSS模型还是HS模型计算得到的桶-土相对刚度下降幅度均较小，这是由于文中土

体参数来源于离心机试验，而Zhou等［39］的研究是在 1g试验条件下进行的。黏性土在 1g条件下有效应力和

刚度比离心机条件下要低得多［46］，这使得相同 ζb条件下桶形基础旋转角度较大。因此，1g条件下桶-土相对

刚度下降幅度较大。

3　结   语
采用三维有限元分析软件Midas GTS NX，研究了正常固结高岭土中的桶形基础在水平循环荷载作用下

的累积转角、旋转中心和桶-土相对刚度，得出以下结论：

1） 采用MCC模型、HS模型和HSS模型模拟了黏土中桶形基础在复杂荷载组合下的力学响应，采用离心

机试验结果，对MCC模型、HS模型和HSS模型进行验证，结果显示，HSS模型的数值模拟结果与离心机试验

结果更加接近，证明了HSS模型在初始加载阶段高剪切刚度的优势。

2） 黏土中桶形基础的累积转角随着循环次数和水平荷载的增加而累积。然而，对于每个循环累积转角

的增量随循环次数的增加逐渐减小直到达到稳定。桶形基础旋转类型都是从深中心变为浅中心，表示桶形

基础在开始时是稳定的，随着循环载荷的增加而逐渐失稳，而且循环荷载越大，黏土中的桶形基础在使用寿

命内越容易失稳。桶-土相对刚度随着循环次数增加而下降，而且循环荷载越大，桶-土相对刚度下降幅度

越大。

3） 与HS模型的模拟结果相比，HSS模型模拟结果显示，经过 100次循环后，累积转角和桶-土相对刚度

下降都较小，而两者计算得到的旋转中心没有显著差别。这是因为与HS模型相比，HSS模型考虑了土体小

应变阶段的高剪切刚度和剪切刚度随应变非线性衰减两种特性，这是土体极为重要的两种特性，能够较为

合理体现桩周土的变形和刚度变化情况。海上风机设计需重点关注桩周土的变形和刚度状况，从海上风机

的精细化设计角度出发，建议采用HSS模型进行基础承载特性数值分析。
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