
第 47 卷　第 6 期

2026 年 6 月

太 阳 能 学 报
ACTA ENERGIAE SOLARIS SINICA

Vol. 47， No. 6
Jun.， 2026

　　　　　　　　　　　　
　收稿日期：2025-01-23
　基金项目：国家自然科学基金（51779175）
　通信作者：张陈蓉（1982—），女，博士、副研究员，主要从事桩基工程的科研与教学等方面的研究。zcrong33@tongji.edu.cn

DOI：10.19912/j.0254-0096.tynxb.2025-0166　　　　文章编号：0254-0096（2026）06-0384-10

风暴潮荷载作用下海上风电多桶导管架基础
动力响应

卢明皎 1，2，张陈蓉 1，2，田抒平 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：为研究风暴潮荷载下吸力桶导管架基础风力机结构的动力响应，采用自定义荷载波形加载装置开展室内 1 g 模型试

验，分析不同荷载工况下风力机结构位移响应和频率演化，并通过数值模拟讨论风暴潮荷载下吸力桶不同深径比对土体和结

构的影响。结果表明：结构水平位移极值随风暴潮工况风速的增加而增大，水平位移放大系数呈“先增后减”变化趋势；机舱位

置加速度 Fourier 幅值谱峰值随荷载的增加而增大，峰值频率则呈“先减后增”趋势。随着吸力桶深径比的增加，结构水平位移

极值和放大系数均依次减小；L/D = 0.5 为最不利深径比，此深径比不能抵抗风暴潮荷载；深径比 1.0 与 1.5 区别并不明显，综合考

虑可靠性和经济性，深径比 1.0 为最优形式；不同深径比对吸力桶导管架基础的旋转中心也有影响。
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0 引 言

海上风电作为绿色可再生能源的一种，过去十年间，累

计装机容量在全球范围内迅猛增长［1］。海上风电基础部分是

保障其在全寿命周期内安全运行的关键，其建设成本约占整

个风电场总成本的 20%~30%［2］。随着海上风电单机装机容

量、离岸距离和入水深度的不断增加，其基础形式从重力式、

单桩固定式向导管架、浮式扩展［3］。吸力桶导管架基础因其

兼顾了导管架（结构刚度大、承载力高）和吸力桶（无噪音污

染、抗倾承载力高、施工快捷）的优点［2］，以及较低廉的建设成

本，必将在未来的海上风电行业中拥有较为广泛的应用前景。

近年来，全球气候变暖导致海上风暴等极端气象事件频繁发

生，而中国已建或在建的风电场大部分位于台风频发海域，台

风过境引起的风暴潮荷载往往具有来势猛、速度快、强度大、破

坏力强等特点，对海上风电基础的安全性和稳定性形成严重威

胁［4-5］。如 2024 年 9 月 6 日登陆中国海南文昌的超强台风“摩

羯”中心附近最大风力 17 级以上（62 m/s）造成多台海上风力机

塔筒折断。因此，风暴环境下海上风电基础以及土体-基础-结

构整体的动力响应，是海上风电设计中需重点考虑的一个问

题。就此问题国内外学者开展了大量卓有成效的研究。

学者们认为风、波流荷载作用下的海上风电结构动力反

应，并非简单的线性叠加效应，而是具有耦合效应［6］。汤春生

等［4］利用有限元数值模拟，研究发现海上风电大直径单桩在

台风影响下的冲刷和淤积程度比无台风情景下的结果更显

著；柯世堂等［7］分析了台风-浪-流极端工况下海上风电单桩

基础风力机结构最不利停机位风载荷分布特性，提出不同波

浪相位下基础柱极值荷载模型；黎鹏飞等［8］通过对海上风力

机浮式基础风暴潮荷载下运动响应和结构荷载特性的分析，

发现结构最大响应并不完全对应于最大波浪或风浪阶段。

仅考虑最大波高或风速可能会低估台风行进过程中的运动

响应。李嘉文等［9］研究表明海上风力机漂浮式基础主要受台

风波浪载荷的影响，其运动响应在极端波浪载荷作用下达到

最大值；张陈蓉等［10］通过砂土中大直径单桩室内试验，发现

风暴条件下随平均风速的提高，风力机位移响应极值呈现非

线性增长的趋势；秦梦飞等［11］对台风环境风浪耦合作用下大

直径单桩海上风力机的动力特性进行了研究，结果显示塔基

下方泥面线处剪力响应受波频控制，弯矩响应受一阶频率控

制；李琪等［12］通过有限元方法分析了导管架与单桩基础在台

风经过时的动力响应，研究表明，与单桩基础风力相比，导管

架基础风力机的动力响应更小，芦直跃等［13］通过物理模型实

验，研究了台风对海上风电单桩基础累积变形的影响，结果

表明可采用叠加法对单桩基础的累积转角进行计算。

现在研究主要围绕海上风电大直径单桩和浮式基础，而

针对吸力桶导管架基础风暴环境下动力响应的研究较为缺

乏。本文采用自定义荷载波形伺服动力加载设备，开展风暴

潮荷载作用下桶导管架基础风力机结构动力响应室内模型



试验。在此基础上，通过有限元数值模拟分析多桶导管架基

础在不同深径比情况下对风暴潮荷载的响应情况，以期为多

桶导管架基础抗台风设计提供参考。

1 模型试验

1.1 风力机模型

试验参考文献［14］中的四桶导管架基础风力机模型。

为保证结构与土体相互作用动力模型试验结果的可靠性和

试验模型的可加工性，结合相似原理［15］确定试验相似比为

1∶200，四桶导管架风力机模型尺寸及实物如图 1 所示。吸

力桶尺寸为：直径 D = 60 mm、高度 L = 60 mm、吸力桶顶部开

孔 尺 寸 2 mm×2 mm、桶 间 距 为 125 mm。 导 管 架 高 度 325 
mm，塔筒高度 535 mm，风力机为 3 叶片，叶片长度 410 mm、

轮毂质量 67.5 g。

1.2 地基土制备

实验选用福建砂，依据 GB/T 50123—2019［16］对土样进行

物理参数测定得到，砂土平均粒径为 0.16 mm，颗粒比重为

2.650，不均匀系数为 1.91，最大孔隙比、最小孔隙比分别为

0.916 和 0.609，经测定试验用砂属于级配不良细砂，具体参

数详见表 1。

模型箱尺寸长、宽、高均为 0.8 m，箱体四周采用 50 mm
厚泡沫板填充以实现吸波隔振［17］。如图 2 所示，箱底铺设

200 mm 厚的砾石层方便排水，砂土层厚度为 400 mm，砾石层

与砂土层采用土工布隔开。砂土层分 8 次填筑，每层厚度为

50 mm，称重并压实，以控制砂土相对密实度为 69.5%。土样

填筑至指定高度后注水饱和。

土样制备后，整体风力机模型放置指定平面位置，吸力

泵连接桶顶开孔，实现真空吸力贯入至指定深度（桶顶即将

接触砂土表面时），模型静置 24 h。考虑边界效应，吸力桶基

础外围与箱壁水平距离为 6 倍桶间距，桶底与砂层底面距离

取 2 倍桶高［18］。
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a. 模型尺寸（单位：mm）                     b. 模型实物           
图 1 吸力桶导管架模型尺寸及实物模型

Fig. 1 Dimensions of umlti-bucket jacket and physical model

表1 砂土物理力学特性参数

Table 1 Physical and mechanical property parameters of sand
参数

中值粒径 D50/mm
不均匀系数 Cu

曲率系数 Cc

数值

0.16
1.91
0.97

参数

颗粒重度 Gs

最大孔隙率 emax

最小孔隙率 emin

数值

2.650
0.974
0.626

1.3 试验加载和量测设备

试验系统由加载设备、量测设备、模型箱和风力机模型

构成，如图 2 所示。采用自行研发的自定义波形动力加载设

备［10］实现动载施加，最大加载幅值 100 N，频率 100 Hz。加载

设备可实现 106 个归一化点的自定义输入不规则波形的单点

荷载加载，模拟海洋环境下作用于风力机系统的风和波浪随

机动力荷载特点。
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图 2 室内模型加载与监测示意图

Fig. 2 Schematic diagram of model test loading and monitoring
采用螺杆将激振器与风力机模型进行连接。力传感器

集成于加载激振器内部，控制精度及分辨率为 0.1 N，监测动

力荷载加载；在模型箱支架上布置 3 个 Wenglor 激光位移传

感器，精度为 8 μm，分别测量风力机塔顶、塔筒和导管架处

3 个位置处的结构位移响应。

1.4 试验工况

1.4.1　荷载计算

1）风荷载计算

将来流风速视为平均风和脉动风的叠加。平均风速取

指数模型为：

u ( z ) = u10( )z
10

α

（1）
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式中：z——高度，m；u10——10 m 高处平均风速，m/s；α——受

地貌影响的常数，对于开阔海平面，α 取 0.11。

脉动风速功率谱选用 Kaimal 谱［10］，功率谱密度分布如

图 3a 所示。图 3a 中，规范化频率 f0 = nz/u，规范化功率谱密

度 S0 = nSu /σ2。基于谐波叠加法计算得到风场各点处风速。

叶片上的风荷载采用叶素动量理论计算得到。作为高

耸结构，作用于塔筒上的顺风向风荷载为：

F = 0.5CD,wind ρA[ ]Vm + v′( t ) 2
（2）

式中：CD,wind——气动阻力系数，圆柱形高耸结构取 0.8；ρ——

空气密度，kg/m3；A——塔筒有效迎风面积，m2；Vm——平均风

速，m/s；v′——脉动风速，m/s。

2）波浪荷载

波浪对小尺度构件的波浪作用力主要是黏滞效应引起

的拖曳力 fD 和质量效应引起的惯性力 fI，计算见式（3）。

ì

í

î

ïïïï

ïïïï

fD = 1
2 CD,wave ρw Dux || ux

fI = CM ρw
πD
4 ax

（3）

式 中 ：CD,wave—— 波 浪 拖 曳 系 数 ；ρw—— 海 水 密 度 ，kg/m3；

D——导管架等效直径，m；ux——流体 x 方向的流速，m/s；

CM——惯性力因数；ax——流体 x 方向的加速度，m/s2。

基于 Morison 方程和 JONSWAP 谱［19］（图 3b）对随机波浪

进 行 时 程 模 拟 ，采 用 等 分 频 率 法 对 波 浪 力 进 行 线 性 叠 加

模拟。
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            a. 风荷载功率谱                          b. 浪荷载功率谱

图 3 试验荷载计算功率谱

Fig. 3 Calculated power spectrum of test loading

1.4.2　工　况

风力机承受的荷载有等效叶片风荷载 P1、等效塔筒风荷

载 P2 和等效波浪荷载 P3。受试验加载设备所限，仅能实现

单点加载。因此，需进行荷载等效，具体如图 4 所示，其中 hC
为等效后基础顶面至加载点距离，PC 为等效荷载水平［20］。

根据 Siffir-Simpson 飓风等级分类［21］和中国《热带气旋

等 级》标 准［22］，本文选取 3 组典型的风暴潮（强热带风暴、

强台风和超强台风）进行试验，试验工况见表 2（表中风速指

平 均 风 速），风 暴 潮 工 况 荷 载（PC 位 置 处）时 程 曲 线 如 图 5
所示。

 

PC = hC

P1h1+P2h2+P3h3

P1 

P2 

P3 

h1 

h2 

h3 

hC 

图 4 荷载等效图

Fig. 4 Schematic diagram of load equivalence
表2 室内模型试验荷载工况

Table 2 Loading condition of model test
风暴潮

荷载工况

1
2
3

风速 & 波高

风速 26 m/s & 波高 6.1 m
风速 46 m/s & 波高 11.3 m
风速 70 m/s & 波高 18.7 m

等级

强热带风暴

强台风

超强台风
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图 5 荷载时程曲线

Fig. 5 Loading time-history curves

2 试验结果与分析

2.1 结构位移响应

图 6 显示了 3 种风暴潮荷载工况下导管架、塔筒、机舱

位置处的结构位移时程曲线。由图可见，与各工况荷载增幅

相比，结构位移增幅比例非完全一致。工况 1~2 结构水平位

移幅值增长 200%，工况 2~3 增长 75%。就单一工况而言，随

着结构高度的增加，结构位移呈现显著放大效应，即机舱位

移>塔筒位移>导管架位移。
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c. 工况 3
图 6 不同风暴潮荷载工况下位移时程曲线

Fig. 6 Displacement time-history curves under storm 
surge load conditions
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b. 水平位移极值放大系数

图 7 风暴潮工况下结构位移极值及放大系数

Fig. 7 Amplification coefficient of extreme value of structural 
horizontal displacement in different storm loading

为量化比较风暴潮荷载下结构水平位移随高度的放大

效应，获取时程曲线上的位移最大值，绘制各工况下机舱、

塔筒及导管架处水平位移极值沿高度的分布见图 7a，进一

步以导管架处的位移极值进行归一化处理，得到水平位移

放大系数沿高度的分布，见图 7b。由图 7a 可知，结构的位

移极值随高度的增加明显增大。从工况 1~2，3 个位置处分

别 增 长 了 2.83、3.05 和 3.10 倍 ，从 工 况 2~3，分 别 增 长 了

1.79、1.77 和 1.75 倍。由图 7b 可知，工况 1~3，放大系数呈

“先增后减”的变化趋势，工况 1~2 放大系数增长 9%，而工

况 2~3 放大系数下降 2.58%。整体而言 ，风暴潮工况 2 对

结构影响最为显著。

2.2 结构频率响应

傅里叶幅值谱的形状和谱值不受阻尼比等外界因素的

影响，能合理反映风暴潮荷载作用下结构动力响应的频谱特

征［23］。在风暴潮荷载施加前采用简谐荷载对风力机系统进

行扫频，测得其自振频率为 14 Hz。为得到风暴潮荷载作用

下结构频谱特征，对机舱位置处的位移时程曲线处理得到风

暴潮荷载作用下机舱位置处加速度时程及对应的 Fourier 幅

值谱，如图 8 所示。对比 3 个工况下加速度时程，机舱位置
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c. 工况 3
图 8 机舱位置不同风暴潮工况加速度与傅里叶幅值谱

Fig. 8 Acceleration and Fourier amplitude spectra of nacelle position in different storm environments
处加速度极值依次为 5.05、10.14 和 17.76 mm/s2，工况 2 加速

度极值相较于工况 1 增长了 100%，工况 3 相较于工况 2 增

长了 75%。对应的频谱曲线上幅值依次增大，主频呈“先减

后增”趋势。工况 1 的 Fourier 幅值谱峰值频率为 0.62 Hz，工

况 2 则减小为 0.21 Hz，而工况 3 峰值频率介于二者之间为

0.52 Hz。对 1.4 节中风暴潮荷载频谱分析可知 3 种工况荷载

主频集中在约 0.16 Hz，风力机系统自振频率（14 Hz）远离荷

载主频，可不考虑荷载频率引起结构共振，因此风暴潮荷载

作用下结构主频变化主要是因为在动力荷载作用下桶-土相

互作用导致吸力桶基础周围土体刚度发生改变［24］进而引发

结构整体动力响应的改变。

2.3 土体变形分析

对风暴潮荷载下桶顶附近表层土体的迁移情况进行观

测。考虑到对称性，仅取一半进行分析，具体见图 9。定义

加载方向前排吸力桶为前桶，后排为后桶。由图可知：工况 1
（图 9a），后桶后侧微微翘起，前桶前侧部分下陷，前桶表面前

缘有小范围砂土覆盖。工况 2（图 9b），后桶整体翘起，前桶

前侧下陷明显（砂土表面高于桶面），前桶表面前缘有大范围

砂土覆盖。相比工况 2，工况 3（图 9c）前、后桶影响范围内土

体变化并不显著，仅后桶后侧土体影响范围有所扩大，说明

荷载工况 2 对桶周土体影响显著。需注意的是，由于导管架

的空间特征，水平向风暴潮荷载作用下吸力桶基础除受到水

平荷载外，还承受较大的竖向拉、压荷载。表层土体的迁移

要考虑竖向荷载的影响。
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b. �	2

c. �	3

	 �
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图 9 不同风暴潮荷载工况下土体变形

Fig. 9 Soil deformation in different storm environments
试验研究表明，四筒导管架基础的海上风力机结构响应

如最大位移随工况风速的增加而增加，但增加程度会逐渐下

降，主频变化与桶-土相互作用相关。由于基础结构的空间

性，桶周土体的变化根据平面位置而有所区别。

鉴于试验研究条件的限制，桶土相互作用难以获得更直

接的数据。此外现有研究认为：随着吸力桶入土深度的增

加，桶土相互作用对上部结构的限制作用有所增强［25］。下文



主要采用数值模拟的手段，探讨吸力桶深径比（L/D）对风力机

结构整体抵抗风暴潮荷载能力的影响。

3 数值模拟

3.1 模型的建立与验证

采 用 商 业 有 限 元 软 件 ABAQUS，开 展 4 组 深 径 比

（L/D = 0.5、1.0、1.5、2.0）下吸力桶导管架基础风力机动力响应

的有限元数值分析。吸力桶直径 D（D = 12 m）不变，荷载工况

选取试验中风暴潮荷载工况 1（风速 26 m/s&波高 6.1 m）。

首先，建立与试验模型尺寸相同的三维整体有限元模型

（图 10a），进行动力分析以检验计算的正确性。随后开展参

数分析（图 10b）。吸力桶导管架风力机结构采用线弹性材

料，密度 7850 kg/m3，弹性模量为 210 GPa，泊松比为 0.17。饱

和砂土采用 Mohr-Coulomb 弹塑性本构［26］，参数设置见表 3。

桶与桶内土体之间绑定接触，桶与桶侧土体之间面-面接触，

法向硬接触，切向罚函数，摩擦系数取 0.50，允许桶与土体的

脱开。采用瑞利阻尼，土体阻尼比 0.05，结构阻尼比 0.01。

图 11 为室内试验与数值模拟的结果对比，可看出两者结果

较为一致，表明数值模拟的建模方法及参数选取是合理的。
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图 10 吸力桶导管架数值模型及比选方案

Fig. 10 Numerical model of multi-bucket jacket and 
alternative schemes 
表3 土体参数

Table 3 Soil parameter

土体

砂土

有效重度/
（kN/m3）

9.8

内摩擦角/
（ °）
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图 11 数值模拟与试验结果对比（工况 1）
Fig. 11 Comparison between numerical simulation and 

experimental results （case 1）

3.2 结果分析

3.2.1　结构位移响应

提取 4 种吸力桶尺寸下风力机结构 3 个位置处的（导管

架、塔筒、机舱）水平位移极值，并进行归一化处理，得到位移

极值及水平放大系数沿着高度的分布 ，如图 1２所示。由

图 12a 可见，随着吸力桶深径比的增加，水平位移极值依次减

小，以导管架位置为例，该值分别下降约 79%、80% 和 96%
（以 L/D=0.5 为基准）。当 L/D = 0.5 时，导管架处位移极值达
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b. 水平位移极值放大系数

图 12 不同深径比结构位移极值及放大系数

Fig. 12 Amplification coefficient of structural horizontal 
displacement under different depth diameter ratio
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2.8 m，整体变形过大。L/D 从 1.0 增加到 1.5 时，对结构体系

的影响较小，L/D 从 1.5 增加到 2.0，结构体系位移明显减小，

但此时更需考虑成本的增加。由图 12b 可见，随着吸力桶深

径比的增加，水平位移放大系数逐渐减小。L/D 从 0.5 增加至

1.0，系数减小 10.3%；从 1.0 增加至 1.5，系数下降约 0.5%；从

1.5 增加至 2.0，系数下降约 4.0%。上述分析表明，L/D 在 1.0
到 1.5 范围内，结构体系抗风暴潮能力较优。

3.2.2　桶周土体变形发展

图 13 对比了 4 种深径比的吸力桶基础周边土体的竖向

位移云图（荷载施加完成时刻）。由图可知，不同深径比下桶

内土体竖向位移呈现相似的分布规律，均呈现出后桶受拉、

前桶受压，受拉区集中于后桶后侧与桶顶，受压区集中前桶

前侧桶壁处。随着深径比的增大，受拉和受压区范围逐渐减

小甚至消失。当 L/D = 0.5（图 13a）时，拉、压区范围覆盖整个

桶体，同时前桶后侧也出现受拉区，桶体影响范围内土体发

生整体破坏，土体丧失承载力。当 L/D 从 1.0 增加到 1.5 时，

土体位移区范围和形态无明显改变。当 L/D 从 1.5 增加到

2.0 时，土体塑性区范围明显缩小甚至消失。在 L/D = 2.0 时，
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图 13 风暴潮工况下不同深径比位移云图

Fig. 13 Displacement contour maps of different depth-diameter 
ratios under storm surge conditions

后桶内部土体出现小范围的向下位移，该现象的原因是，在

桶径保持不变的情况下，随着桶深的增加，桶内负压对土体

的竖向位移限制存在临界值，当超过此临界值桶内负压对土

体影响不大。

图 14 为 4 种深径比下吸力桶周边土体的等效塑性应变

发展（荷载施加完成时刻）。从图中可看出，土体的塑性应

变主要出现在桶脚和桶侧被动区。随着深径比的增大，后

桶桶脚处和前桶前侧的塑性区范围逐渐减小甚至消失。当

L/D = 0.5（图 14a）时，前、后桶底部的塑性破坏区域范围最

大，土体等效塑性应变区贯穿整个桶基底部区域，在桶体影

响范围内土体呈现圆弧状的塑性破坏区，基础发生整体破

坏，说明在此深径比下基础不足以抵御风暴潮。当 L/D 从

1.0 增加到 1.5 时，土体塑性区范围和形态变化不显著。而

当 L/D 从 1.5 增加到 2.0 时，土体塑性区范围明显缩小甚至

消失。
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图 14 风暴潮荷载工况下不同深径比塑性应变图

Fig. 14 Plastic strain diagrams of different depth-diameter 
ratios under storm surge load

3.2.3　旋转中心变化

水平荷载作用下，风力机基础绕旋转中心发生旋转，多

桶导管架基础旋转中心的位置主要受桶高的影响［27］。为确

定不同深径比对多桶导管架基础旋转中心的影响，采用文献［27］
中的确定方法获得基础的旋转中心，具体见图 15，图中 X0 表
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图 15 多桶导管架瞬时旋转中心示意

Fig. 15 Schematic diagram of instantaneous rotation center of 
multi-bucket jacket

示瞬时旋转中心与基础中线的水平距离；Z0 表示瞬时旋转中

心相对于泥面的高度；水平向相对位置 ε 定义为距基础中轴

线的距离与相邻两桶中心间距一半的比值；竖向相对位置 η

定义为距基础桶顶的距离与桶高的比值。

表 4 列出了风暴潮荷载下不同深径比的多桶导管架基

础旋转中心的位置。由表可知，旋转中心水平向实际位置和

相对位置都随深径比的增大而远离基础的中心轴线，向受压

侧移动，影响约为 0.3D。但旋转中心的竖向实际位置和相对

位置呈“先增后减再增”变化规律，影响约为 0.8D。

表4 不同深径比旋转中心位置

Table 4 Position of rotation center under different 
depth-diameter ratios

深径比 L/D
0.5
1.0
1.5
2.0

实际位置（X0/m，Z0/m）

（1.44，-0.62）
（-1.61，4.36）

（-2.55，-0.53）
（-1.21，3.77）

相对位置（ε，η）

（0.11，-0.10）
（-0.12，0.36）

（-0.20，-0.03）
（-0.10，0.16）

总体来说，考虑吸力桶不同深径比的影响，L/D = 0.5 为最

不利情况，土体发生整体塑性破坏，上部结构也发生超限变

形，此基础形式不足以抵御风暴潮荷载。深径比从 1.0 增加

到 1.5 对整体结构体系动力响应影响并不显著。而当深径比

从 1.5 增加到 2.0 对上部结构水平位移和土体塑性变形改善

较明显，但同时应注意深径比增加带来的成本增大，L/D = 1.0
为该导管架形式确保风暴潮荷载安全运行的最优降本增效

基础尺寸。

4 结 论

本文通过砂土中多桶导管架基础的室内模型试验和数值

模拟参数分析，探讨了不同风暴潮荷载下风力机结构动力的响

应及不同深径比对结构响应的影响，得到以下主要结论：

1）随着风暴潮工况的增加，结构位移随之增大，风暴潮

工况 2 对结构影响较为显著。结构水平位移随结构高度增

加呈现显著放大效应。结构水平位移放大系数随荷载增大

呈“先增后减”的变化趋势。试验现象可见后桶整体翘起，前

桶前侧下陷明显，前桶表面前缘有大范围砂土覆盖。

2）风 暴 潮 工 况 的 增 大 会 引 起 结 构 加 速 度 增 大 ，进 而

Fourier 幅值谱峰值随之增加。但结构主频则呈“先减后增”

趋势。峰值频率依次为 0.62、0.21 和 0.52 Hz。

3）随着吸力桶深径比的增加结构水平位移极值和放大

系数依次减小，其中位移极值分别下降 79%、80% 和 93%，放

大系数分别下降 10.3%、0.5% 和 4.0%。L/D = 0.5 时塑性区范

围贯穿整个基础底部，地基土体发生整体破坏，此深径比条

件下不能抵抗风暴潮荷载。深径比从 1.0 变化到 1.5 对结构
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体系抗台风能力影响较小，而深径比增加到 2.0 对结构体系

影响较显著。吸力桶深径比 1.0 为该多桶导管架基础兼顾安

全性和经济性的最优尺寸。

4）在风暴潮荷载作用下，不同深径比对基础旋转中心的

水平位置影响并不显著（约为 0.3D），但对竖向位置影响较显

著（约为 0.8D）。
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DYNAMIC RESPONSE OF MULTI-BUCKET JACKET FOUNDATION FOR 

OFFSHORE WIND TURBINES UNDER STORM SURGE LOAD

Lu Mingjiao1，2，Zhang Chenrong1，2，Tian Shuping1，2

（1. Department of Geotechnical Engineering， Tongji University， Shanghai 200092， China； 

2. Key Laboratory of Geotechnical and Underground Engineering of Ministry of Education， Tongji University， Shanghai 200092， China）

Abstract：To investigate the dynamic response of the multi-bucket jacket foundation of offshore wind turbines under storm surge load, 
this paper conducts a series of 1 g model tests using the motor servo random dynamic loading equipment. Then， the influence of different 
depth-to-diameter ratios of the suction bucket on the soil and structure is further investigated through numerical simulations. The results 
indicate that the extreme horizontal displacement of the structure rises as wind speed increases under storm surge conditions， and the 
amplification coefficient of horizontal displacement follows a trend of “increasing initially before decreasing”. The peak value of the 
Fourier amplitude spectrum for the nacelle position acceleration increases with the load， while the peak frequency exhibits a pattern of 

“decreasing first and then increasing”. As the depth-to-diameter ratio of the suction bucket increases， both the extreme horizontal 
displacement and the amplification of the structures coefficient corresponding decrease. A depth-to-diameter ratio of L/D= 0.5 is the least 
favorable， as it cannot withstand storm surge loads. The difference between depth-to-diameter ratios of 1.0 and 1.5 is negligible. Taking 
into account reliability and economy， a depth-to-diameter ratio of 1.0 is the optimal type. Different depth-to-diameter ratios also have the 
influence onthe rotation center of the SBJ foundation. 
Keywords： offshore wind turbines； dynamics response； storm surge load； model test； suction bucket jacket foundation； depth-to-

diameter ratio
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