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摘　要：系统模拟海上风电典型地质条件下矩形桩靴基础的贯入过程。研究基于模拟结果，提取发生塑性应变的基础土体范

围确定土体软化区域并计算相应的土体强度折减系数。在此基础上构建小变形有限元模型，计算各向刚度折减系数 η 并与不

考虑土体软化的相同模型进行对比探究土体软化效应对桩靴在位刚度的影响。此外，针对剪切刚度系数 Gmax /su 和破坏剪应变

γpf 等刚度参数开展系统化参数分析。结果表明：土体软化效应对桩靴各向在位刚度均有不同程度的影响且不可忽视，桩靴基

础的各向刚度折减系数均随荷载的增大而减小，变化趋势基本保持一致，各向刚度折减系数随 Gmax /su 的增大而减小，随 γpf 的增

大而增大。
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0　引　言

随着海上风电市场的快速发展，近海风能资源已逐渐无

法满足需求，深海化和远海化成为行业发展的必然趋势。因

此，中国迫切需要各种海工设备和先进技术，以支持海上风

电产业进入深海、远海和平价的新时代［1］。近年来，国内外涌

现出多种类型的海上风电安装平台，其中可移动自升式平台

因其转场便捷、可回收等优势而日益受到欢迎［2］。在海上自

升式钻井平台的初步设计阶段，准确评估桩靴基础的刚度十

分重要。基础刚度系数会影响平台及其上部结构的荷载-位

移响应。如果对桩靴基础的刚度估计过低，可能会导致结构

分析中某些关键部件，如平台与桩腿连接处的应力被过高估

计，而估计过高可能会对结构的荷载路径预测产生偏差，特

别是对于那些显著表现出动力效应的构件［3］。因此，桩靴基

础刚度系数的合理估测十分重要。为了确定桩靴的在位刚

度，国内外学者进行了大量研究。

Ngo-Tran［4］利用有限元分析方法确定了刚性圆锥形基础

的弹性刚度系数并研究了基础埋置深度、土体泊松比和圆形

平板锥形角对刚度的影响；王秀哲等［5］利用三维有限元法对圆

形桩靴基础的弹性刚度系数进行了分析，讨论了土体强度不均

匀性、不排水抗剪强度和土体回流的影响，并提出一个矩阵代

数表达式来预测桩靴基础的弹性刚度系数；张友虎等［6］运用

ABAQUS 软件，采用三维有限元小变形数值模拟分析方法对

移动自升式平台安装在软黏土中的圆形桩靴基础的弹性刚

度系数进行了研究，讨论了桩靴尺寸、不排水抗剪强度、贯入

深度和土体回流对桩靴基础刚度矩阵的影响；殷帅等［7］采

用有限元小变形分析方法对软黏土中带裙板的圆形桩靴基

础的弹性刚度系数进行研究，计算了不同土体不排水抗剪

强度、桩靴预埋深度和裙边长度下桩靴基础的弹性刚度系

数，通过参数分析提出桩靴基础弹性刚度系数的计算公式。

蔺文龙［8］运用 ABAQUS 软件，基于 Tresca 本构模型对圆形

桩靴从安装阶段到安装后荷载 -位移行为的全过程进行了

双阶段欧拉-拉格朗日模拟分析（即大变形有限元分析结合

小变形有限元分析），对圆形桩靴初始刚度、割线抗弯刚度

进行了研究，分别解析了是否考虑安装效应时，桩靴埋入深

度、土体强度不均匀性和桩靴尺寸对桩靴刚度系数的影响

程度。

目前行业指南中［9-10］，桩靴基础的刚度计算中 3 个自由

度 V、H、M 分别考虑，并未考虑耦合刚度的影响，但实际上

桩靴基础平台上部结构传递桩靴顶部的水平（弯矩）荷载不

仅会引起桩靴的水平位移（平面内转动），还会导致桩靴在平

面内的转动（水平位移）。因此，在计算时需考虑这两者耦合

（即耦合刚度 KHM）的影响。综上，以往研究主要集中于圆形

平板基础或圆形桩靴在原状土中的初始弹性刚度理论推导

与数值模拟，鲜见针对矩形桩靴基础考虑安装过程土体扰动

重塑影响下的耦合刚度数值模拟分析研究。因此，本文拟在
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前 人 研 究 的 基 础 上 ，结 合 耦 合 欧 拉 - 拉 格 朗 日（coupled 
Eulerian-Lagrangian，CEL）有限元大变形与小变形静力分析方

法，系统分析矩形桩靴在均质黏土和正常固结黏土中考虑土

体软化效应的基础各向在位刚度及（水平、弯矩）耦合刚度，

研究矩形桩靴安装过程对基础在位刚度的影响规律。

1　桩靴基础在位刚度分析方法

1.1　桩靴贯入土体软化研究

在进行考虑土体软化效应的桩靴基础刚度的分析研究

时，重点是如何采取合理准确的方法模拟桩靴贯入所导致的

土体扰动。考虑桩靴安装土体软化效应的有限元数值模拟

分析方法：首先采用 CEL 大变形有限元法研究桩靴的连续贯

入过程，提取桩靴贯入到土层中 16 m 时各积分点的累计塑

性应变（equivalent plastic strain，PEEQ），测量发生塑性应变的

土体范围，假定其为桩靴安装贯入过程中的土体扰动范围；

然后，采用有限元小变形分析方法（small strain finite element，
SSFE）建立预埋桩靴的拉格朗日小变形模型，桩靴预埋深度

为 16 m。分析对比桩靴预埋在原状土中以及考虑安装过程

导致土体软化下的在位刚度。在考虑土体软化效应影响进

行土体建模时，假定桩靴附近 1 m 处为完全软化区域，强度

折减系数取灵敏度的倒数，即 β=0.25；其余土体扰动范围为

部分软化区域，取积分点 PEEQ 的平均值，代入土体软化公式

求得土体强度折减系数 β，除此之外的外围土体强度不变。

强度折减系数 β 表达式为［11］：

β = su /su0 = δrem + (1 - δrem )e-3ξ/ξ95 （1）
式中：β——土体强度折减系数；su——土体当前不排水抗剪

强度，kPa；su0——土体初始不排水抗剪强度，kPa；δrem——与

土体灵敏度相关的参数，取 0.25；ξ——土体累积塑性应变；

ξ95——土体达到重塑度 95% 时所产生的累积塑性剪应变，一

般介于 1000%~5000% 之间［12］。

为确保安装过程的安全性，本文取 ξ95=10，以获得较大的

塑性应变，从而产生显著的软化效应。

1.2　桩靴基础在位刚度计算方法

桩靴基础在位刚度计算依据温克尔假定（土-结构之间的

作用以弹簧体系考虑；土对结构的作用力与土体变形成正

比），计算竖向荷载、水平荷载和弯矩荷载作用下的刚度。在

给定荷载组合中得到的刚度整理为刚度矩阵，即：
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1.2.1　竖向刚度 KV 计算方法

为评估桩靴基础在位竖向刚度，对桩靴基础施加竖直荷

载 V，且除竖向位移外其他方向实施位移全约束，得到竖向

力-竖向位移响应，则割线斜率即为在位竖向刚度 KV，即：

ΚV = V
w （3）

1.2.2　水平、抗弯、耦合刚度计算方法

在“解耦合点”，桩靴的水平荷载仅引起水平位移，弯矩

荷载仅引起平面内转动。“解耦合点”在空间中的位置并不唯

一，而是根据荷载水平不断变化，应在当前荷载水平下评估

其位置。通过一组水平力与弯矩的力 -位移关系很难同时

判 断 3 个 刚 度 量 值 ，因 此 需 要 先 找 到 桩 靴 基 础 的“ 解 耦 合

点”，通过荷载作用点到“解耦合点”的距离判断荷载与位移

的平移关系并据此建立本构方程来计算桩靴基础的刚度矩

阵［13］。确定“解耦合点”距离桩靴顶部 h 可依据：首先在桩靴

基础顶部施加当前荷载（H，M）得到位移量 u、φ。其次在当

前 荷 载 水 平 上 再 对 桩 靴 基 础 顶 部 施 加 微 小 弯 矩 增 量 dM

（H = H，M = M + δM），在 桩 靴 基 础 顶 部 得 到 微 小 位 移 增 量

δu，考虑在纯弯矩荷载作用下“解耦合点”处仅产生平面内转

动，水平位移 δu* 为 0，则有：

δu* = δu - hδφ = 0 （4）
因此距离 h 可根据式确定：

h = δu
δφ

（5）
各向刚度：

KH = H
u - hφ

（6）
KHM =-hKH （7）

KM = M - uKHM

φ （8）
式 中 ：KH—— 水 平 刚 度 ，MN/m；KHM—— 耦 合 刚 度 ，MN；

KM——抗弯刚度，MN·m。

2　耦合欧拉-拉格朗日大变形模拟方法

本研究所采用的数值模拟分为两部分，其中第一部分是

基于 CEL 显式动力分析方法，针对桩靴基础的贯入过程进行

模拟分析。第二部分在此基础上，采用拉格朗日有限元小变

形分析方法对考虑土体软化的预埋桩靴在位各向刚度进行

分析。

2.1　模型构建

建立 CEL 有限元模型，模型包含桩靴和土体两个部件，

土体模型几何尺寸见图 1。为提升计算效率，采用 1/4 模型

进行分析。两部分研究的桩靴及土体模型尺寸一致，但在模

拟桩靴连续贯入的大变形阶段，由于桩靴贯入时，土体材料

会受到挤压向上隆起，因此需设置额外的空气层以容纳隆起

的土体，该空气层厚度取为 10 m。采用 EC3D8R（八节点线

性六面体单元）进行空穴与土体的网格划分，均采用欧拉单

元。为了消除边界效应，土体模型沿矩形桩靴长边长度取为

5A，沿矩形桩靴短边宽度取为 5B，深度取为 6A（其中 A 和 B



分别为矩形桩靴长边和短边长度）。划分网格时，在桩靴附

近网格尺寸均取为 0.05B［14］，往边界处逐渐稀疏。

  

5A

6A

�
�

�
�

5B

a. 正视图                                            b. 俯视图

图 1　桩靴基础贯入 CEL 大变形有限元模型及网格划分

Fig. 1　CEL large deformation finite element model of spudcan 
foundation and meshing technology

采用拉格朗日单元 C3D10M（十节点修正二次四面体单

元）划分桩靴，如图 2 所示。考虑到桩靴基础的刚度远大于周

围土体，因此将桩靴设置为拉格朗日刚体，弹性模量取 2 GPa，

泊松比取 0.3，网格尺寸取 0.05B。
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a. 正视图                                            b. 俯视图

图 2　矩形桩靴有限元数值模型（单位：m）

Fig. 2　Finite element model of rectangular spudcan（unit： m）

2.2　模型本构与土体材料参数

本文针对正常均质黏土及正常固结黏土工况进行分析，

具体参数见表 1。由于海底软黏土排水性较差，为了准确模

拟饱和不排水条件下黏土无体积变化，泊松比取值为 0.49，

确保程序数值计算结果易于收敛［15］。本研究中，采用 Tresca
屈服准则模拟黏土，基础土体采取 NGI-ADP 本构模型，该模

型的应力应变关系为：

γt = γe + γp = τ/su
Gmax /su

+ γp （9）
τ
su

= 2 γp /γpf
1 + γp /γpf

（10）
式中：γt——土体剪应变；γe——土体弹性剪应变；γp——土体

塑性剪应变；Gmax /su——剪切刚度系数，本文第 3、4 节中取为

定 值 250；τ/su—— 当 前 剪 应 力 与 土 体 抗 剪 强 度 的 比 值 ；

γpf ——土体破坏剪应，本研究中取为定值 0.05。

表1　土体材料参数

Table 1　Soil material parameters

工况

均质黏土

正常固结黏土

贯入深度

z/m
16
16

土体强度

su/kPa
25

2+1.2z

有效重度/
(kN/m3)

7.0
7.0

2.3　接触属性与边界条件

对于模型接触属性，在 CEL 分析中一般采用通用接触算

法（general contact）来模拟分析过程中拉格朗日刚体（桩靴）

和欧拉体材料（基础土体）之间的接触关系。其中接触面属

性法向行为设置为硬接触，不允许接触后分离；切向行为设

置为“罚”（penalty）函数，摩擦系数取为 0.6。对于模型边界条

件，基础土体各对称面相应的速度均设置为 0，非对称侧面和

基础土体底面均设置为完全约束。桩靴的贯入过程一般视

为准静态贯入，为了确保计算结果的准确性，需控制桩靴的

贯入速度足够缓慢以达到对准静态的模拟，结合现有桩靴贯

入数值模拟研究文献，贯入速度取 0.2 m/s［16］。

2.4　模型验证

Xie［17］通过一系列离心模型试验模拟桩靴贯入单层黏

土的全过程；戴笑如等［16］利用 CEL 大变形有限元法对桩靴在

单层砂土中的贯入过程进行了模拟分析，同时也对文献［17］

的单层黏土离心试验结果进行了验证，得到不同土体强度

条件下的桩靴贯入阻力 -贯入深度的变化曲线。本文为验

证 CEL 方法的准确性，严格按照上述参考文献参数建立模

型，如表 2 所示。

表2　CEL可行性验证土体参数

Table 2　Soil parameters of CEL model for validation

模型

单层黏土

单层砂土

桩靴直径 B/m

12
10

黏土强度 su/kPa

2＋1.5z

贯入深度 z/m

20
  4

砂土

摩擦角 φ/( °)

32

膨胀角 ψ/( °)

2

有效重度 γ'/(kN/m3)

6.0
9.6

在进行具体分析时，两个模型的接触均为通用接触，接

触类型为罚接触，法向接触均为“硬”接触，黏土切向接触光

滑，弹性模量取 150 倍黏土的不排水抗剪强度；砂土的切向

接触摩擦系数取为 0.5，弹性模量取砂土层深度的 5.6 倍。设
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置模型的最小网格尺寸为 0.05B，桩靴的贯入速度取为 0.2 m/s，
最终计算分析结果如图 3 所示。可看出，本文采用的 CEL 方

法计算得到的桩靴贯入阻力随着贯入深度的响应与离心模

型试验结果以及文献［16］中 CEL 模拟结果吻合良好，说明本

文所采用的 CEL 大变形方法的可靠性。

0 10 20 30 40 50 600
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�
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a. 单层黏土                                                   b. 单层砂土

图 3　CEL 可行性验证对比结果

Fig. 3　CEL feasibility verification comparison results

3　考虑安装效应的小变形模型构建

3.1　桩靴安装效应引起的土体强度退化分析

在外部荷载作用下，土体由弹性阶段逐渐过渡到塑性阶

段并产生累积塑性应变导致其抗剪强度发生降低，即为土体

软化效应。由 CEL 大变形模拟的输出结果，测定土体的软化

范围如图 4a 所示；构建考虑土体软化的小变形有限元数值模

型如图 4b 所示。结合式（1），计算各类型土体区域的强度折

减系数 β，见表 3。

z
x x

9.3569
8.9670
8.5771
8.1873
7.7974
7.4075
7.0176
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a. 土体软化效应示意图

x
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b. 考虑土体软化的小变形模型

图 4　考虑安装效应的大变形模拟后的小变形模型构建图

Fig. 4 　Setting-up of small strain FE model considering 
installation effect after large deformation simulation

表3　土体部分软化区域与强度折减系数

Table 3　Region of partial softening soil and strength
reduction coefficient

工况

均质黏土

正常固结黏土

软化区域

x/B
1.323
1.376

y/B
1.217
1.323

z/B
0.529
0.476

强度折

减系数 β
0.84
0.83

备注

zp=16 m

3.2　拉格朗日小变形模拟方法

3.2.1　模型构建

在第一部分的研究中，桩靴贯入到 16 m，则第二部分在

进行分析时桩靴的预埋深度即为 16 m。土体模型几何尺寸

与大变形分析时相同，考虑土体软化构建的土体完全重塑区

和部分重塑区见图 5，采用 1/2 模型进行分析。

16 m

a.　正视图与左视图

���
�

���
�

b.　俯视图

图 5　考虑桩靴安装土体软化效应的小变形模型

Fig. 5　Small strain FE model considering soil softening
 effect due to spudcan penetration

3.2.2　模型验证

Hossain［18］采用离心实验对桩靴基础在分层土中的贯入

进行了研究，并在之后对均质黏土中桩靴基础的竖向极限承

载力进行了小变形分析［19］；张友虎［14］采用有限元小变形分析

方法，针对桩靴基础的承载性能进行研究。本文采用小变形

模拟方法结合 NGI-ADP 黏土本构计算得到的无量纲竖向承

载力系数与现有研究对比如表 4 所示。由表 4 可看出，小变

形模拟相比于离心实验结果偏大，这是因为小变形计算时为

预埋工况，未考虑地基土受到桩靴贯入时造成的的扰动。通

过对比现有基础承载力数值模拟研究结果可知，本文计算结

果与现有研究极为相近，验证了本文小变形方法及本构模型

的准确性。 



表4　小变形模型验证结果

Table 4　Validation results of small strain FE model
模型

离心实验

小变形模拟

小变形模拟

本文结果

无量纲竖向承载力系数

11.0~12.0
13.10
12.99
13.08

出处

文献[18]
文献[19]
文献[14]

本文

4　有限元分析结果

在进行有限元小变形分析时，首先对各工况施加竖向荷

载求得桩靴基础的竖向在位割线刚度，之后对两类土体工

况分别施加初始水平向力和弯矩荷载的组合［20］（均质黏土

H=2 MN；M=10 MN·m；正常固结黏土 H=1.8 MN；M=8 MN·m），

并在之后施加微小弯矩增量以计算解耦合点位置，再根据原

先的荷载组合计算各荷载组合大小的各向刚度，最终输出结

果如图 6、图 7 所示。不论是否考虑软化效应其刚度系数随

荷载的变化趋势基本一致。当荷载水平较小时，基础刚度系

数下降速度较快，考虑软化效应与不考虑软化效应时的刚度

差值很大；随着荷载的逐渐增大，考虑土体软化的各向刚度

值与不考虑土体软化的各向刚度值均减小，这是因为基础土

体发生塑性破坏，承载能力会逐渐降低，二者的刚度均会不

断减小，土体软化效应的影响是不可忽略的。
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图 6　均质黏土中考虑与不考虑土体软化的桩靴基础各向刚度

Fig. 6　Stiffnesses of spudcan foundation in homogeneous clay along different directions with and without consideration of soil softening
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图 7　正常固结黏土中考虑土体软化效应下桩靴基础各向刚度随荷载变化图

Fig. 7　Stiffness of spudcan foundation in normal consolidated clay along different directions with and without 
consideration of soil softening

对比两类土体工况下，考虑土体软化效应与不考虑土

体软化效应的桩靴基础各向刚度大小，计算输出各向刚度

折减系数如图 8 所示。由图 8 可知，各向刚度折减系数 η

随着荷载数值的逐渐增大而不断降低，即土体软化效应对

桩靴基各向刚度的影响越加明显。此外 ，ηH、ηHM 和 ηM 随

荷 载 的 变 化 趋 势 基 本 一 致 。 对 于 均 质 黏 土 ，其 数 值 在

0.498~0.695 之 间 ，正 常 固 结 黏 土 其 值 则 在 0.325~0.728 之

间。桩靴基础的竖向刚度单独考虑，两类工况下的竖向刚

度 折 减 系 数 ηV 变 化趋势较为接近，分别在 0.357~0.683 和

0.335~0.728 之间。
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图 8　桩靴基础各向刚度折减系数

Fig. 8　Stiffness reduction coefficient along different 
directions for spudcan foundation

5　参数分析

本研究所采用的基础土体模型为 NGI-ADP 本构模型，其

决定土体刚度的参数主要为剪切刚度系数 Gmax /su 和破坏剪

应变 γpf 。在前述研究分析中，本文采用 Gmax /su = 250、γpf =0.05
针对桩靴基础的各向刚度进行了模拟分析，主要是为了探究

土体软化效应对桩靴基础刚度的影响。然而，在实际工程

中，基础土体地质条件更为复杂多变，因此需考虑多种不同

Gmax /su 和 γpf 组合下的桩靴基础刚度变化值以提供更多具备

价值的参考数据，下面针对均质土中不同 Gmax /su 和 γpf 下桩

靴基础的各向刚度折减系数进行参数分析研究。

5.1　剪切刚度系数Gmax/su

图 9 为 γpf =0.05 时不同剪切刚度系数 Gmax /su（83.3、166.7、
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图 9　均质黏土中不同 Gmax /su 下各向刚度折减系数 η

变化曲线

Fig. 9　Responses of stiffness reduction coefficient η along 
different directions under different Gmax /su in homogeneous clay

250.0、333.3）进行模拟得到的桩靴基础各向刚度折减系数 η

随荷载的变化曲线。可看出，η 随 Gmax /su 的增大而减小，不同

Gmax /su 下 η 随荷载的变化趋势基本一致。对 η 随荷载变化

曲 线 的 下 限 值 进 行 拟 合 ，得 到 各 向 刚 度 折 减 系 数 ηV、ηH、

ηHM、ηM 与荷载的关系表达式，通过这些公式即可简单估算

桩靴安装土体软化效应对刚度的影响。

5.2　破坏剪应变γpf

如图 10 为在 Gmax /su = 83.3 的情况下取不同破坏剪应变

γpf（0.05、0.12、0.19、0.30）进行数值模拟得到的桩靴基础各向

刚度随荷载的变化曲线。可看出，η 随 γpf 的增大而增大，不

同 γpf 下的桩靴基础各向刚度随荷载的变化趋势基本一致，但

相对于 Gmax /su 对桩靴基础刚度的影响程度较小，相对应的刚
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图 10　均质黏土中不同 γpf 下各向刚度折减系数 η 变化曲线

Fig. 10　Responses of stiffness reduction coefficient η along 
different directions under different γpf  in homogeneous clay

度折减系数变化曲线也较为接近。同样对 η 随荷载变化曲

线的下限值进行拟合，得到各公式如图所示。

综合图 9、图 10 可发现，随着荷载的不断增大，不同刚度

参数组合下的桩靴基础各项刚度折减系数 η 均随荷载的增

大不断降低，且曲线变化趋势基本一致，这是由于随着施加

荷载的增大，考虑土体软化的基础土体更快发生塑性破坏，

进入塑性应变阶段，相比不考虑土体软化的工况而言，刚度

系数下降更快；其次，桩靴基础的各项刚度折减系数随着剪

切刚度系数 Gmax /su 的增大而减小，随着破坏剪应变 γpf 的增

大而增大，在实际工程运用时可依据图 9、图 10 的下限公式

评估土体软化效应对刚度的影响。

6　结　论

本文结合 CEL 及 SSFE 有限元分析方法研究了在均质黏

土和正常固结黏土中桩靴贯入土体软化效应对桩靴在位各

向刚度的影响及刚度折减机理，探究并总结了其影响规律，

得到如下主要结论：

1）通过 CEL 有限元大变形模拟，输出土体累计塑性应变

构建考虑土体软化效应的小变形有限元模型。对于均质黏

土和正常固结黏土，桩靴基础完全软化区域的土体强度折减

系 数 为 0.25，部 分 土 体 软 化 区 域 的 强 度 折 减 系 数 分 别 为

0.84、0.83。

2）通过对 SSFE 模拟结果的对比分析发现，在考虑桩靴

安装导致的土体软化效应后，相同荷载组合下得到的刚度系

数明显低于不考虑土体软化效应时的结果。这表明土体软

化效应在工程设计和计算中是一个重要因素，必须进行全面

评估以确保结果的准确性和可靠性。

3）各向刚度折减系数随着荷载数值的增大而不断降低，

即土体软化对桩靴基础各向刚度的影响越加明显，对于均质

黏土，其数值在 0.498~0.695 之间；对于正常固结黏土，其数

值在 0.325~0.728 之间。桩靴基础的竖向刚度单独考虑，两

类工况下的竖向刚度折减系数变化趋势较为接近，分别在

0.357~0.683 和 0.335~0.728 之间。

4）通过对考虑软化效应下桩靴基础的刚度参数 Gmax/su 和

γpf 进行参数分析发现，随着荷载的不断增大，不同刚度参数

组合下的桩靴基础各项刚度在数值上均不断降低，且变化曲

线有逐渐靠拢的趋势；此外，桩靴基础的各向刚度折减系数

随着剪切刚度系数 Gmax /su 的增大而减小，随破坏剪应变 γpf
的增大而增大。
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ANALYSIS OF IN-SITU STIFFNESS OF OFFSHORE WIND TURBINE 
SPUDCAN FOUNDATIONS CONSIDERING

INSTALLATION EFFECT

Zheng Can1，Shen Zerong2，Chen Ke1，Wang Hongqing1，3，Fu Dengfeng4

（1. China Energy Engineering Group Guangdong Electric Power Design Institute， Guangzhou 510663， China；
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3. College of Engineering， Ocean University of China， Qingdao 266100， China；
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Abstract： Adopting the CEL finite element method to systematically simulate the penetration process of rectangular spudcan 
foundations under typical offshore wind geological conditions. Based on simulation results， the extent of plastically strained soil around 
the foundation is quantified， soil softening zones are identified， and corresponding strength reduction factors are calculated. 
Subsequently， small-strain finite element model incorporating these softening parameters are developed to calculate directional stiffness 
reduction coefficient η. Comparative analyses with non-softening reference models reveal the substantial influence of soil strength 
degradation on foundation stiffness. A comprehensive parametric study further evaluates the sensitivity of stiffness characteristics to two 
critical geotechnical parameters： the normalized shear stiffness ratio Gmax /su and the critical shear strain at failure γpf . Results 
demonstrate that：1） Soil softening effects varies with different directional in-situ stiffness components， but the extent cannot be 
neglected； 2） Stiffness reduction coefficients exhibits consistent decreasing trend with increasing level of loading；3） Stiffness increases 
with higher Gmax /su， but decrease with larger γpf .
Keywords： offshore wind power； numerical simulation； stiffness matrix； spudcan foundation； installation effect； NGI-ADP 
constitutive model
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