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海洋高桩基础水平单调及循环加载现场试验 
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摘  要：开展了海洋软黏土中 2 根大直径高桩基础的现场水平单调和循环加载试验，实测获得了桩顶荷载–位移关系、

桩身变形和桩身弯矩及桩侧土压力和孔隙水压力，揭示了水平单调和循环荷载作用下桩土相互作用规律及桩基水平位

移和桩身弯矩发展规律。利用实测桩身水平位移推算了桩周土反力，在此基础上提出了相应的双曲线型 p–y 曲线，通

过引进 Poulos 循环弱化模型建立了水平循环荷载作用下的桩基双曲线型 p–y 曲线分析模型，水平单调及循环荷载作用

下桩顶荷载–位移关系、桩身变形和桩身弯矩及桩侧土压力等计算结果与实测值均吻合良好。通过现场试验发现规范 p

–y 曲线法计算结果偏保守的主要原因是所采用的 p–y 曲线的刚度偏小；不同时段的循环荷载对桩基循环累积变形有

叠加效应。建议设计中应考虑桩基全寿命服役期内所承受的所有循环荷载的影响，对于重要工程应开展相应的现场水

平加载试验，实测桩身水平位移或桩身弯矩，进而利用所推算的桩周土反力来分析桩基受力变形及承载力。 
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Abstract: A series of field tests on lateral monotonic and cyclic loading are carried out for two offshore large-diameter elevated 

piles in soft marine clay. Force-displacement relationships of the pile heads, deformation and bending moment of the pile shaft 

as well as soil pressures and pore water pressures at the sides of the piles are measured. Based on the measured results, the 

soil-pile interaction and both of the deformation and the bending moment of the pile shaft under the lateral monotonic and 

cyclic loadings are studied. By calculating the soil reaction force based on the measured lateral displacement of the pile shaft, 

hyperbolic p–y curves for the test elevated piles are presented, and then a Poulos reduction coefficient is introduced to give the 

hyperbolic p–y curves under the lateral cyclic loading. Good agreement is found between the test results and the computed 

ones by the proposed hyperbolic p–y curves method. The main reason why the results of API p–y curves are underestimated 

is that the stiffness of the used p–y curves is too small. It is also found that the cyclic loadings at different stages have 

superposition effect on the accumulative deformation of the pile shaft, and their influence on the pile foundation should include 

all cyclic loads during the whole life of service. It is recommended to carry out field tests on lateral loading to measure the 

lateral displacement or bending moment of the pile shaft to deduce more accurate soil reaction force or p–y curves on the piles 

for an important project. 

Key words: offshore elevated pile; monotonic loading; cyclic 
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电机组等结构物最常见的基础型式之一，其水平静载

下的受力变形和风、浪循环荷载作用下的循环累积变

形分析是其设计的重要内容之一，因而国内外大量学

者开展了相关研究。Poulos 等[1-2]基于弹性理论推导出

了桩顶位移和转角的计算公式。弹性地基反力法中的

m 法假定水平地基反力系数随深度呈线性增加[3]，分

析过程简单，在国内外应用广泛，也是中国相关规范

推荐的主要分析设计方法[4]。m 法在桩顶水平位移较

小的情况下能较好地反映出桩的受力变形特性，在桩

身水平位移较大、桩侧土体进入非线性状态时，其计

算结果与实测结果有一定的差异，且该差异随着荷载

的增大而逐渐增大[5]。目前 p–y 曲线法是发达国家最

常用的桩基水平受力变形分析方法，它考虑了桩土间

的非线性相互作用，适合于桩基水平大变形分析。 

软黏土海床地基广泛分布于中国近海区域。

Matlock
[6]最早提出了软黏土的 p–y 曲线计算方法，

被美国 API 规范采用，Reese 等[7]又提出了硬黏土中

的 p–y 曲线计算方法。国内学者也对 p–y 曲线法进

行了改进。王惠初等[8]提出了一种适合软黏土的统一

p–y 曲线法。章连洋等 [9]通过室内模型试验，对

Matlock、Reese 等的黏性土 p–y 曲线计算方法以及统

一法进行了改进。 

海洋高桩基础还要承受波浪、风暴潮、船舶停靠

等产生的水平循环荷载。大量试验表明，循环荷载对

桩土相互作用有较大的影响。Andersen 等[10]通过室内

三轴试验研究发现海洋软黏土存在显著的循环弱化现

象。Vucetic 等[11]认为，循环荷载将弱化黏土结构，改

变孔隙水压力并且降低土的刚度和强度，同时研究了

超固结比（OCR）对黏性土循环剪切模量（cyclic shear 

modulus）降低的影响。Poulos
[12]提出考虑桩周土体刚

度和强度随循环次数衰减并采用 p–y 曲线法分析桩

基水平循环累积变形的分析方法，同时根据已有研究

成果建议了循环条件下桩周土体刚度和强度弱化因子

的计算曲线。Basack 等[13]开展了桩基小比例模型试

验，并建议了循环弱化因子。 

虽然国内外大量学者针对水平单调和循环荷载作

用下桩基的受力变形分析开展了相应的研究，然而由

于开展海上现场桩基试验的困难，迄今关于水平荷载

作用下海洋高桩基础的现场实测数据仍非常有限。鉴

于国内目前海洋工程建设高潮的到来，亟待开展现场

高桩基础水平加载试验，以检验现有国内外桩基水平

受力变形分析方法，进一步揭示水平单调和循环荷载

作用下桩土相互作用机理，并在此基础上提出更合理

的桩基水平受力变形分析方法或有效途径，为国内海

洋工程建设提供科学和技术支撑。 

1  基本理论和分析方法 
国内外学者提出了多种桩基 p–y 曲线分析模型，

其中双曲线型 p–y 曲线模型形式较为简单，已逐渐受

到重视[14-16]，其表达式如下： 
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式中  inik 为地基反力初始模量， ini hk n bz ， hn 为地

基土反力系数，可通过现场实测获得，初步计算时可

根据规范m法中地基土水平抗力比例系数m值进行选

取
[17]

；b 为桩径或边长；z 为距泥面深度； up 为桩周

土的极限水平土反力，对于软黏土可按 API 规范中

Matlock 法计算，其值为以下两式计算结果的较小值： 
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其中， 为深度 z 处地基土的平均有效重度； uc 为地

基土的不排水抗剪强度； J 为试验系数，一般取 0.5。 

Poulos
[12]认为考虑桩基水平加载速率影响，桩周

土体刚度和极限桩周土反力应同时乘以如下放大系

数： 

 r
R 1 lgD F




    。            (3) 

其中， F 是加载速率因子，在 0.05～0.3 之间变化，

一般可取 0.1； r 为静力加载参考加载速率；  为试

验中的加载速率。 

循环荷载作用下软黏土产生超静孔隙水压力的同

时，土体模量和不排水抗剪强度均有所降低，桩–土

相互作用应力极限值也因此有所降低。Poulos
[12]

认为，

表达循环荷载对土参数影响的最方便方法是引入降低

系数，这些系数表示承受循环荷载后的土参数与单次

作用的静荷载下相应参数的比值。对土体模量和桩周

土反力来说，其降低系数 ED 和 PD 可分别表示为 

 
E c s

p yc ys

 

 

D E E

D p p

 


 

，

。
               (4) 

式中， cE 和 sE 分别为循环荷载和单调荷载作用下的土

体模量， ycp 和 ysp 分别为循环荷载和单调荷载作用下

的桩周土反力。从目前研究来看，不排水条件下饱和

黏土的降低系数和循环应变有关，表达式可写为
[12]

 

 E p

tD D N     。             (5) 

其中， t 为与循环应变有关降低系数，受循环荷载水

平、临界循环应变及土体模量的影响。Poulos
[12]

给出

了旧金山湾淤泥的 t 值与循环应变比关系（如图 1），

同时也建议了不同类型黏性土 cr 的参考值，对于正常

固结黏土为 0.01～0.02，对于极硬塑黏土，可能低于
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0.002～0.001。 c 则按下式进行估算： 

 c

c 0.17
b


    ，              (6) 

其中， c 为循环位移幅值。 

上述理论可通过自主开发的桩基水平变形分析程

序 PY-program 实现
[15]

。 

 

图 1 降低参数 t 值
[12]
 

Fig. 1 Values of degradation parameter t 

2  现场试验简介 
本试验对象为舟山与大陆联网大跨越输电线路工

程海上输电塔基础柔性护墩桩式防撞系统中的 2 根防

撞桩（见图 2（a））。试验前预先搭设了表面标高为+2.90 

m 的简易海上平台。试验桩剖面图如图 2（b）所示，

桩顶标高为+4.00 m，试验时经现场测试 2 根试验桩的

悬臂自由长度分别为 7.8，9.4 m。试验桩位于淤泥质

粉质黏土层①及粉质黏土层②海床地基中，这两层地

基土的主要物理力学性质指标如表 1 所示。 

如图 3 所示，钢管混凝土试验桩桩长 40 m，桩径

1.42 m，钢管壁厚 16 mm，内部填充 C30 混凝土，由

于施工需要，顶部 0.9 m 未浇注混凝土，至加载试验

前混凝土已养护超过 28 d。水平力作用点标高为+3.10 

m。试验桩 1 北侧，即在加载方向一侧埋设了 2 支土

压力盒 N1 和 N2 以及 2 支孔压计，其中位于泥面上的

孔压计 1 用于测试不同时刻的潮位，以修正潮位对孔

压计 2 和各土压力盒测试结果的影响。试验桩 1 南侧，

即背离加载方向一侧，在与土压力盒 N2 相同深度处

埋设了 1 支土压力盒 S。钢管混凝土桩桩侧传感器（土

压力盒及孔压计）安装及标定（水标法）预先在实验

室完成。土压力盒和孔压计预先安装在 2 根内充混凝

土的槽钢内，于试验前两天将槽钢分别紧贴桩侧静压

至桩身两侧预定标高。各土压力盒和孔压计的具体位

置如图 3（a）所示。试验桩 2 未埋设传感器。试验桩

1 在浇注内部混凝土时埋设了 12 对混凝土应变计和 2

只测斜管，分别用于测试水平加载试验过程中的桩身

弯矩和桩身水平位移。混凝土应变计和测斜管布置图

如图 4 所示。同一深度处一对混凝土应变计之间距离

为 1.36 m。桩身弯矩可按下式计算： 

 M EI y   。              (7) 

其中 是实测桩身应变；y 取 0.68 m；桩身抗弯刚度 EI

根据“福建省工程建设地方标准”《钢管混凝土结构技

术规程》(DBJ 13—51—2003)按下式计算： 

 S S C CEI E I E I    。           (8)
 

式中  
SE 及

CE 分别为钢管和混凝土的弹性模量，本

文取
SE =210 GPa，

CE =30 GPa；
SI 及

CI 分别为钢管

和内部混凝土的截面惯性矩，圆形截面混凝土的系数

 取 0.8。 

 

图 2 现场试验桩及剖面图 

Fig. 2 Test piles and pile section 

如图 5 所示，2 根试验桩的水平加载试验依靠输

电塔本体基础提供反力。本体基础由 53 根直径 2.5 m

的钢管混凝土桩组成，水平刚度很大，可以认为加载

过程中无水平变形。试验桩水平位移由试验桩和反力
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桩之间的钢尺收敛计进行测试。加载系统则由 2 根26 

mm 钢丝绳、特制 40 t 手拉葫芦、连接板和轴力计等 

组成。通过手拉葫芦对试验桩施加水平荷载。轴力计、 

 

图 3 2 根试验桩剖面图 

Fig. 3 Section of two test piles  

 

图 4 混凝土应变计布置图及测斜管埋设示意图 

Fig. 4 Deposition of strain gauges and inclinometer tubes 
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图 5 加载装置示意图 

Fig. 5 Diagrammatic sketch of loading devices 

表 1 防撞桩所在土层主要物理力学性质指标 

Table 1 Main physical and mechanical properties of soils 

土层编号 土层名称 
饱和重度

/(kN·m
-3) 

不固结不排水剪黏聚力
cu/kPa 

地基土水平抗力比例系数 

m/(kN·m
-4) 

1 淤泥质粉质黏土 17.4 15 2000 

2 粉质黏土 18.9 60 8000 

混凝土应变计、土压力盒、孔压计等数据通过自制数

据采集箱和频率仪进行采集测试。 

本文现场试验主要包括单桩水平单调加载试验和

水平循环加载试验。其中#
2 试验桩仅进行水平单调加

载试验，试验过程中仅测量加载点的水平力和位移；

而#
1试验桩则先进行较低荷载幅值的水平循环加载试

验，然后进行较大荷载幅值的水平单调加载试验。 

3  试验结果与分析 
3.1  水平单调加载试验结果与分析 

（1）水平单调加载试验结果 

先对#
1 试验桩进行水平循环加载试验，再进行单

调加载试验，加载方案如图 6 所示，图中给出了加载

过程中的潮位变化，潮位对桩侧土压力和孔压有影响。

由于循环荷载幅值较之后的单调加载试验荷载值小，

循环荷载试验不会对单调加载试验结果造成较大的影

响[7]。海上试验环境恶劣，中国桩基测试规范中桩基

水平加载试验方法历时较长、具体操作较为困难，因

而现场试验采用了较快的加载方案。图 6 中的黑点表

示该荷载步下测量了桩身应变、桩身曲率、桩身变形、

桩侧土压力和孔隙水压力，在这些荷载步中维持加载

点水平位移不变 15 min 后施加下一级荷载，而其它荷

载步则仅维持加载点水平位移不变 4 min 后施加下一

级荷载。对于每个荷载步，由于采用加载点水平位移

控制，所作用荷载会缓慢减小，这里每级荷载值为该

级荷载的初测值。每级荷载施加时间约 2 min，则单

调加载时平均加载速率约 15 kN/min。 
#
1试验桩实测加载点水平荷载–位移关系曲线如

图 7 所示，93，154 kN 两个荷载步实测值为第一次循

环加载时的实测值。#
1 试验桩水平单调加载过程中，

由测斜仪实测桩身曲率并根据测斜仪自带软件一次积

分获得的每级荷载下的桩身水平位移如图 8 所示，加

载点最大水平位移达 60 mm，泥面处最大水平位移约

25 mm。同时，桩身弯矩由混凝土应变计实测桩身应

变按式（7）计算，计算结果如图 9 所示。当桩顶水平

荷载大于 183 kN 时，10.35 m 深度的混凝土应变计失
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效，所以图 9 中实测曲线出现断开。最大桩身弯矩约

在泥面以下 3.4 m 左右，即位于泥面以下 2.5 倍桩径

左右深度。 

 

图 6 #1 试验桩加载步骤及相应潮位变化示意图 

Fig. 6 Load steps of test pile No. 1 and the corresponding tidal  

..changes 

 

图 7 试验桩加载点荷载–位移曲线 

Fig. 7 Load-displacement curves of test piles at loading point 

#
2 试验桩共分 10 级荷载进行水平单调加载试验，

每级 30 kN。每级加载后维持荷载稳定并每间隔 5 min

测读一次，维持 15 min 后继续施加下一级荷载。加载

至 270 kN 后卸载，卸载过程中每级荷载 60 kN 并维持

15 min，直到卸载至 0。因而加载过程中平均加载速

率为 2 kN/min。测得#
2 试验桩在加载和卸载过程中加

载作用点的荷载–位移曲线如图 7 所示。 

图 8 #1 桩实测桩身位移 

Fig. 8 Measured displacement of pile No. 1 

图 9 #1 桩实测桩身弯矩 

Fig. 9 Measured bending moment of pile No. 1 

（2）双曲线型 p–y 曲线分析 

考虑桩基水平加载速率影响，桩周土体刚度和极

限桩周土反力应乘以式（3）的计算系数，其中 F 取

0.10；单调加载参考加载速率 r 按桩基规范慢速维持

加载法每级荷载至少维持 2 h 计算得 0.25 kN/min，由

此计算得到
#
1 桩与

#
2 桩的加载速率修正系数分别为

1.1778 和 1.1084。 

p–y 曲线是反映桩周土对桩身抗力的一个综合

指标，它受桩径、桩基刚度、截面形状、尺寸效应、

桩头约束条件等多种因素的影响[18]。桩身位移、桩身

弯矩及桩周土反力之间存在互推关系[15]，试验过程中

可实测获得桩身位移和桩身弯矩，而桩周土反力仅能

通过桩身位移和桩身弯矩进行推算，由桩身弯矩进行

推算时结果更为理想，但本文桩身弯矩实测结果存在

缺陷，因而由桩身变位推导了不同深度的桩周土反力

随位移变化曲线（见图 10）。由于 kini=p/y，通过对小

变形情况下不同深度土体的 kini/d（d 为桩径）进行拟

合，得到 kini/d=5492 kN/m
3。这个综合参数包含了桩

径、刚度、深度、荷载水平、加载高度、加载速率、
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土类等因素的影响。土压盒 N2 位置处推算获得的桩

周土极限反力
up =164.1 kN/m。采用 Matlock p–y 曲

线法计算值为
up =141.3 kN/m，考虑加载速率修正系

数 1.1778，得到修正后的
up =166.5 kN/m，与推算结

果较为接近，因而桩周土极限反力简单按 Matlock p

–y 曲线法取值，同时考虑加载速率的影响。基于上

述 kini和 up 值采用 PY-program 程序计算桩身变形、桩

身弯矩以及桩周土反力。 

 

图 10 桩周土反力随位移变化 

Fig. 10 Soil reaction against displacement of pile shaft 

对于桩周土反力，图 10 给出了根据实测桩身水平

位移的推算结果、本文双曲线型 p–y 曲线结果和 API

规范建议的 Matlock p–y 曲线计算结果。可以看出，

规范 p–y 曲线刚度远小于推算结果，本文双曲线型 p

–y 曲线计算结果在一定深度以下与推算结果较为吻

合。图 11 为加载点的荷载–位移曲线，从图 11 中可

以看出双曲线型 p–y 曲线模型计算结果与实测结果

吻合良好，而规范 p–y 曲线法计算位移值偏大，尤其

是当桩顶水平位移较大时。实测和计算的桩身弯矩和

桩身水平位移对比分别如图 12，13 所示，可以发现，

双曲线型 p–y 曲线法和规范 m 法计算结果与实测结

果较为一致。然而，规范 Matlock p–y 曲线法计算的

桩身最大弯矩和水平位移偏大，所计算的加载点水平

位移甚至与实测值相差 1 倍，原因可能有以下 3 方面：

①作为一种工程设计方法，规范 p–y 曲线在一定程度

上偏保守，也就是说其计算桩身水平位移和弯矩在一

定程度上偏大；②海上地基土取样、运输和试验对软

黏土会造成较大的扰动，从而使测定的
uc 值远低于土

体实际强度值，采用现场原位十字板试验获得软黏土

的不排水剪强度可一定程度上避免这种情况[19]；③式

（8）更适合于桩基发生较大水平变形的情况，所计算

的桩身抗弯刚度一定程度上偏小。 

图 11 试验桩#1 桩顶荷载–位移曲线(加载速率 15 kN/min) 

Fig. 11 Load-displacement curves of test pile No. 1 

 

图 12 桩#1 桩身弯矩实测值与计算值比较 

Fig. 12 Comparison of bending moment of pile shaft 

 

图 13 桩#1 桩身位移实值与计算值比较 

Fig. 13 Comparison of lateral displacement of pile shaft 

采用同样的双曲线型p–y曲线计算桩2加载点荷

载–位移曲线，并与规范 m 法和 API 规范中 Matlock p

–y 曲线法计算结果进行了比较，如图 14 所示。同样，

双曲线型 p–y 曲线法的计算结果与实测结果吻合较

好。当桩基水平变形较小时，实测值与规范 p–y 曲线

法计算值吻合较好；但桩基水平变形较大时，规范 p

–y 曲线法计算结果偏保守。规范 m 法由于考虑桩周

土为线弹性，当桩身水平变形较大时其计算加载点水
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平位移值偏小。 

 

图 14 试验桩#2 单调加载加载点荷载–位移曲线 

Fig. 14 Load-displacement curves of test pile No. 2 

（3）桩周土压力和孔压试验结果分析 

安装土压力盒和孔压计的槽钢在水平加载试验前

两天沿加载方向紧贴试验桩两侧静压至指定标高。孔

压计 1 位于泥面以上，从其实测结果可以看出试验过

程中潮位的变化，为便于研究，将孔压计 2 及 3 只土

压力盒实测值减去孔压计 1 实测值，即消除了潮位的

影响，获得的潮位修正后的土压力和孔隙水压力随水

平荷载变化曲线如图 15 所示。根据测斜仪实测不同桩

顶水平荷载作用下的桩身水平位移，通过插值可得到

土压力盒和孔压计所在位置的桩身水平位移，以孔压

计 1 孔压值为参照进行潮位修正后的土压力和孔压随

所在位置桩身水平位移变化曲线如图 16 所示。由于土

压力盒 N1 和 N2 以及孔压计 2 位于加载方向一侧，因

而其实测值随水平荷载的增加而增加，加载一侧桩周

土中存在明显的孔压上升；土压力盒 S 所在深度与

N2 相同但位于加载方向另一侧，因而其实测值随水平

荷载的增加而减小。桩顶水平荷载最大时土压力盒 S

的实测值较其所在位置水压力值（51 kPa）大，说明

其所在位置桩土间并没有脱开，但土压力值已大为降

低。土压力盒 N2 与 S 实测值的差值与所在位置的桩

周土反力值密切相关，桩周土整体土反力应考虑桩基

应力扩散范围的影响，即应考虑桩基的计算宽度。将

该差值同规范 Matlock p–y 曲线法计算桩周土反力/d

以及由实测桩身位移推算的桩周土反力/d 进行了比

较，如图 17 所示。可以发现，实测土压力差值曲线的

规律与推算桩周土反力/d 曲线的规律基本一致，只是

相差约 1.5 倍，说明桩身计算宽度大于桩径，这与相

关规范中的桩基计算宽度结果值是一致的。同时也可

以发现，在实测桩身位移范围内，API 规范法计算的

桩周土压力明显小于实测值。 

图 15 潮位修正后的土压力和孔压变化曲线 

Fig. 15 Corrected soil pressures and pore water pressures 

图 16 土压力和孔压随相应位置桩身水平位移变化 

Fig. 16 Soil pressure and pore water pressure against displacement 

图 17 土压盒 N2 处土压力与位移关系 

Fig. 17 Soil pressure against displacement at N2 for soil pressure  

..transducer N2 

3.2  水平循环加载试验结果与分析 

试验桩#
1 的水平循环加载试验分 2 d 进行，加载

步骤如图 6 所示。最大荷载下加载点水平位移及卸载

后加载点残余水平位移随循环次数的变化分别如图

18，19 所示。相对于防撞桩桩顶极限水平荷载（按桩

身抗弯承载力计算约为 1300 kN），循环荷载幅值（154 

kN）较小。第 1 天试验过程中桩顶水平循环累积变形
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约在第 3 次循环后很快趋于稳定，加载点循环累积位

移值约 2.4 mm。卸载后由于桩周土发生了塑性变形，

加载点残余水平位移为 4～5 mm，在循环过程中基本

未发生变化。第 1 天循环试验完成后，加载点残余水

平位移有所恢复，然而在第 2 天循环荷载作用下加载

点在第 1 天循环效应基础上继续发生循环累积变形及

卸载后的残余水平位移，说明相邻两次风暴潮等阶段

性水平循环荷载对桩基的循环累积变形有叠加效应。 

图 18 加载到 154 kN 后位移随循环次数变化 

Fig. 18 Displacement of pile top against number of cycles 

图 19 卸载到 0 后残余位移随循环次数变化 

Fig. 19 Residual displacement against number of cycles 

各次循环中，水平荷载幅值下的桩身弯矩及卸载

后的桩身残余弯矩分别如图 20，21 所示。在同一天循

环加载过程中，桩身最大弯矩及最大残余弯矩随着循

环次数的增大而增大，说明桩周土发生了弱化。对于

第 2 天的第一次循环，其桩身最大弯矩及最大残余弯

矩均大于第一天的第一次循环的测试结果，却小于第

1 天的最后一次循环的测试结果，说明第 1 天循环试

验完成后，桩身弯矩有所恢复，但随后随总循环次数

增加而继续累积，这一规律与桩顶水平位移情况相似。 

根据相关参数由图 1 中获得降低系数 t=0.14。从

图 18 可以看出，对于这 29 次循环双曲线型 p–y 曲线

考虑循环效应的计算结果能基本反映实测曲线变化趋

势。图 20 给出了双曲线型 p–y 曲线、API 规范法对

桩身弯矩计算结果与实测结果之间的比较，相对而言，

引入 Poulos 循环弱化模型的双曲线型 p–y 曲线法能

较好地反映实测结果。 

图 20 不同循环次数下加载到 154 kN 的桩身弯矩 

Fig. 20 Bending moment against number of cycles 

图 21 不同循环次数下卸载到 0 的桩身弯矩 

Fig. 21 Residual bending moment when unloading to zero against  

..number of cycles 

2 d 的循环加载过程中，循环幅值下土压力盒 N2

和 S 实测差值随循环次数的变化如图 22 所示，可以

看出对于连续的循环，桩周土压力在前几个循环中存

在较大的弱化；而经过 12 h 停载后再次循环加载，桩

周土压力几乎恢复至第 1 天的第 1 次循环中的桩周土

压力值，之后随循环次数迅速弱化，并与总循环次数

相关。说明对于连续的循环荷载，如一次风暴潮，桩

周土压力将不断弱化；而下次风暴潮来临之前虽然桩

周土初始压力有所恢复，但会很快弱化，并随总循环

次数的增加而累积，存在循环叠加效应。因而海洋高

桩基础的水平循环荷载应考虑整个服役期间内所承受

的所有循环荷载，并进行叠加累积，仅考虑一次风暴

潮或某段时间循环荷载较为保守。图 22 还将实测差值

随循环次数变化同本文双曲线型 p–y 曲线法计算桩

周土压力、API 规范法及由各循环次数下实测桩身弯

矩推算的桩周土压力值进行了比较。可以发现，几条

曲线的变化规律基本一致，但 API 规范法的计算结果

较小。另外，由于循环荷载幅值较小，计算宽度仅为
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1 倍桩径左右，小于前文所述单调加载时荷载幅值较

大情况下的 1.5 倍桩径。单调加载试验中，水平荷载

较大，桩侧应力扩散范围也较大。 

图 22 加载到 154 kN 时土压力随循环次数变化 

Fig. 22 Soil pressure against number of cycles 

4  讨    论 
桩身较大变形情况下钢管混凝土桩中混凝土开裂

对桩基的受力变形性能有一定的影响。试验中观察到，

随着水平荷载的增加距离加载点 10.35 m 处的桩身水

平位移出现了突变，且 383，415 kN 荷载级的桩身水

平位移曲线出现了交叉。可能是因为距离加载点 10.35 

m 处的桩身弯矩较大导致桩身混凝土出现了开裂，从 

而造成桩身抗弯刚度降低、桩身水平位移急剧增大。 

试验过程中桩身混凝土应变计失效也可能是由于混凝

土开裂所致。国内相关规范在计算桩身抗弯刚度时采

用一定的折减系数来考虑这一情况，但不能针对不同

荷载幅值予以分别考虑，因而可能一定程度上影响本

文分析结果。进一步研究可采用混凝土应变相关的桩

身抗弯刚度进行分析。 

5  结论与建议 
本文通过开展现场桩基础的水平单调和循环加载

试验及相应的理论分析，获得了以下 6 点结论。 

（1）规范建议的 Matlock p–y 曲线法计算桩身

最大弯矩幅值和所处深度及桩身最大水平位移偏大，

主要原因是所采用的 p–y 曲线模型的刚度偏小。 

（2）对于本文试验桩，单调加载试验中桩周土反

力约为桩侧正面土压力差与 1.5 倍桩径的乘积，这一

系数与相关规范中桩基计算宽度所考虑的系数较为一

致。 

（3）不同时段的循环荷载对桩基循环累积变形

有叠加效应，设计中应考虑桩基全寿命服役期内所承

受的所有循环荷载的影响。 

（4）单向循环加载后桩基存在较大的残余桩身

弯矩和水平位移。 

（5）本文采用根据桩身水平位移推算的桩周土

反力来计算桩基受力变形，并引入 Poulos 循环弱化模

型分析水平循环荷载作用下的桩身水平位移和桩身弯

矩，均与实测值吻合良好。 

（6）建议对于重要工程需开展监测桩身水平位

移或桩身弯矩的现场桩基水平加载试验，推算获得较

为真实的桩周土反力，并以此作为桩基水平受力变形

和承载力分析设计的依据。 
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