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摘  要：吸力贯入平板锚是一种系泊深海浮式结构的新型基础，设计中通常假定平板锚的抗拉承载力等于不排水条件

下的短期抗拉力。但在季节性海流等长期荷载作用下，由于海床中超静孔压扩散导致吸力消减，平板锚的长期承载力

可能远小于短期抗拉力。提出一种基于网格重分的大变形耦合有限元方法模拟海流引起的平板上拔过程，采用修正剑

桥模型描述正常固结黏土海床的力学性质。大变形耦合计算得到的短期承载力系数与不排水精确解吻合，验证了所提

数值模型的的可靠性。针对不同的海流荷载幅值，计算平板锚达到失稳所需时间，建立海流容许持续时间与荷载幅值

及海床渗透系数之间的关系。当海流持续时间一定时，长期承载力随渗透系数的增加而显著降低。对于渗透系数 10-8 m/s
的海床，如果海流持续 3 个月，保证平板不失稳的海流荷载不能超过短期抗拉力的 60%。 
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Abstract: The suction embedded plate anchor is a new foundation to moor floating structures in deep water. The short-term 

uplift capacity of plate anchors under undrained conditions is usually taken as the design capacity in practice. However, the 

sustained uplift capacity of the plate anchors subjected to seasonal loop currents may be much lower than the short-term 

capacity. The reason is that suction is diminished gradually due to dissipation of the excess pore pressures in clayey seabed. 

Here a large deformation coupled finite element approach based on frequent mesh regeneration is proposed to reproduce the 

pull-up of the plate anchors to loop currents, in which the modified Cam-clay model is adopted to describe the constitutive 

behaviour of normally consolidated clay. The large deformation coupled approach is validated by comparing the numerical 

short-term capacity factors with the limit solutions under undrained conditions. The allowable hold time of sustained loads 

against different loading amplitudes is investigated, and the dependence of allowable hold time on soil permeability is studied 

as well. For a given hold time, the long-term capacity may be reduced significantly with increasing permeability. If the hold 

time of the loop currents is 3 months and the permeability of soil is 10-8 m/s, the current loading amplitude needs to be as low as 

60 % of the short-term capacity to keep the stability of plate anchors. 
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0  引    言 
深海浮式或半潜式油气平台的工程设计中至少需

要考虑两种极端环境荷载：恶劣天气诱发的暴风浪，

作用时间一般不超过十几个小时；季风、温差和海水

输运等物理海洋因素引起的季节性海流，持续时间可

达数月之久。例如中国南海上层环流呈现明显的季节

变化，很大程度上受冬、夏交替的季风支配[1]。墨西

哥湾环流也属于典型季节流，影响水深超过 200 m，

持续时间接近 3 个月[2]。无论短时间的风暴还是长时

间作用的海流，都通过锚链传递到海底的系泊基础上，

而各种系泊基础静力抗拉承载力的发挥不仅取决于海

洋土的力学性质，也与单调荷载持续时间相关。如果

上拔荷载持续时间较长，黏土中与吸力相关的部分抗
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拉承载力会随着孔压消散而消失。 
吸力贯入平板锚是近年发展起来的一种深水基础

形式，几何形状为薄厚度的矩形板。其设计抗拉承载

力一般仅针对暴风浪，例如挪威船级社的推荐作法[3]，

风暴荷载被当作逐步增加到设计幅值的静力荷载。由

于风暴持续时间仅有几个到十几个小时，锚与低渗透

性黏土的相互作用接近完全不排水条件。平板锚被拖

动时，底面下土体中产生负的超静孔隙水压力，而平

板以上土体中的超静孔压为正，正、负孔压之差即所

谓的“吸力”。吸力使得平板下的土体不与平板底面脱

离，而是随之向上移动[4]。不排水条件下的静力短期

抗拉承载力按下式估算： 

Fult = NcsuA  ，     (1) 

式中，su 为平板埋深处的土体不排水强度，A 为平板

表面面积，承载力系数 Nc与平板埋深、长宽比和粗糙

度相关。承载力系数通过常规或者离心模型试验[4-5]、

极限分析[6]或者数值方法[7-9]得到。 
全世界投入使用的吸力贯入平板锚已经超过 200

座，几乎都用于短时间的临时系泊，即使有环流作用，

也只需将传递到平板锚的设计风暴荷载和环流荷载叠

加，然后对比式（1）估算的不排水抗拉力 Fult，不需

要考虑抗拉力随时间的变化。最近西非安哥拉海域已

将平板锚用作永久锚泊基础[10]，如果仍按式（1）预

测长时间环流作用下的抗拉力，相当于假定吸力始终

存在，对工程应用来说是偏于危险的。 
海洋环流的流动速度和方向虽然在几个月的周期

内缓慢改变，但可以将其简化为施加在锚泊基础上的

幅值恒定、长期持续作用的静力荷载[2]。与暴风浪荷

载相比，海流荷载的幅值小，然而持续时间远长于只

有十多个小时的暴风浪。在环流作用初期，平板锚的

上拔引起平板上、下表面之间的孔压差，这与风暴工

况类似。环流长时间持续过程中，孔压差会逐渐降低，

以至于平板底面与土体发生脱离。相应地，地基土的

破坏机理由“锚底面–土”不脱离模式转变为脱离模

式，抗拉承载力迅速降低[7-8]。 
软黏土中平板锚抗拉承载力的完全发挥需要较大

的位移，常规的拉格朗日格式有限元方法无法处理锚

板大位移引起的周围土体网格扭曲，而基于网格重分

的大变形有限元方法能够有效地克服这一缺点，给出

锚的“拉力–位移”关系曲线。以往的平板锚大变形

分析都是针对完全不排水条件，属于总应力形式，无

法考察海流这样的长时间持续荷载作用下地基中孔压

的扩散。本文将大变形有限元方法推广到二维有效应

力耦合分析，采用修正剑桥模型描述正常固结黏土海

床的“有效应力–应变”关系。探索用作永久系泊基

础的平板锚的长期抗拉承载力及影响因素，期望为考

虑季节性海流影响的平板锚稳定设计提供依据。 

1  确定长期抗拉承载力流程 
海流到达前处于正常工作状态的平板锚只承受锚

链传递过来的常规波浪力，“锚–土”相互作用引起的

超静孔压幅值很小并且在空间上扩散。平板锚旋转安

装过程中被扰动的土体也会逐渐恢复其初始强度[5]。

因此假定海流开始时地基土处于正常固结状态，孔压

为零。当海流到达平台所在区域，施加在浮式结构上

的海流荷载首先迅速增加，然后在一定范围内缓慢波

动。海流的方向和速度方向并非恒定，涡旋环流尤其

如此。理论上，只有完整模拟三维“环流–上部结构

–锚链”的相互作用才能准确提供施加在锚上的拉力

幅值与方向时程曲线，但这种流固耦合模拟对数值算

法和计算机硬件要求非常高，现阶段很难用于实际工

程。Clukey 等[2]在吸力式沉箱稳定性研究中将海流荷

载简化为恒定幅值、恒定方向的持续静力荷载，考察

部分孔压消散引起的沉箱失稳。静力荷载的幅值可以

借助水槽模型试验或者流体力学计算（系泊基础简化

为全固定约束）得到。 
参考 Clukey 等的方法，提出下述步骤确定长期海

流作用下的平板锚抗拉承载力。 
步骤 1：建立初始地应力平衡。条形平板锚水平

埋置，平板宽度为 B，厚度为 t，距离海床表面的初始

埋深为 H。首先施加土体自重，与初始有效应力场平

衡。平板锚旋转安装后的锚链总是与板面垂直，因此

假定短期或者长期拉力 F沿竖直方向。 
步骤 2：确定不排水条件下的短期抗拉承载力。

进行位移控制方式的大变形耦合有限元计算，施加的

上拔速度必须足够快，得到的抗拉承载力 Fult 可视为

不排水承载力，即暴风浪等作用下的抗拉力。这里说

的上拔速度“快”是为了模拟不排水条件，实际动力

效应并不显著。 
步骤 3：海流持续过程中的长期抗拉承载力（也

按静力设计荷载处理）。步骤 1 建立初始地应力平衡

后，假定长期抗拉承载力幅值为 
Fc = Fult   ，             (2) 

式中，为海流荷载系数， < 1，Fult由步骤 2 得到。

将海流拉力快速施加到锚板上，然后幅值恒定为 Fc，

采用大变形耦合方法得到孔压和平板埋深随海流持续

时间的变化。当平板位移超过 0.2B或者锚底土体发生

脱离时，认为平板锚进入失稳状态，对应的时间即为

该设计拉力水平下的容许持续时间。失稳标准同时考

虑了位移和承载力方面的要求：由于上部浮式结构可

以小幅平动和纵荡，锚泊基础的容许位移通常远大于

陆上基础和近海重力平台基础，因此取 0.2B作为失稳



第 12 期                     王  栋，等. 海流作用下平板锚的抗拉承载力 

 

2245

工况下的最大容许位移；而锚底土体脱离意味着抗拉

力进入峰后阶段，平板位移将突然增大直至被拉出海

床表面。 
步骤 4：连续重复步骤 3，针对不同值得到不同

的海流容许持续时间，定量评价长期抗拉承载力随持

续时间的弱化。容许持续时间与超静孔压消散速度相

关，而孔压消散速度不仅取决于海流荷载幅值，也依

赖地基土的渗透系数和其他力学指标。 
这里将风暴和海流荷载简化为静力荷载是为了便

于实际工程应用，目的是定量评估海流持续过程中孔

压消散对平板锚失稳的影响。 

2  大变形耦合有限元方法 
估算平板锚长期抗拉承载力的关键是建立有效应

力形式的大变形耦合分析方法。将平板锚的上拔和孔

压消散过程分成若干小时段，每个小时段内平板的位

移必须足够小以保证周围土体单元不产生严重畸变。

小时段内进行更新拉格朗日小应变计算，进而重新剖

分变形后土体。下个小时段开始前将各种场变量从旧

网格映射到新网格上。笔者已经利用总应力大变形有

限元法探索不排水条件下平板锚的旋转安装和抗拉承

载力[8, 11-12]。以下将大变形方法扩展到耦合分析。 
耦合分析的控制方程组包含土体整体平衡条件、

孔隙流体的平衡条件和质量守恒方程。每个小时段求

解控制方程组得到单元节点上的孔压、积分点上的有

效应力分量和本构状态参数等场变量，并将这些场变

量映射到重新剖分的变形土体上。映射采用 Hu 等[13]

提出的修正唯一单元技术（MUEM），基本原理如图 1
所示：以积分点上的场变量为例，生成 Delaunay 三角

形连接变形后的所有旧积分点，如果新积分点落在任

何一个三角形内，则由组成三角形的旧积分点上的场

变量值按面积坐标内插新积分点的值；极少数边界附

近的新积分点可能落在所有三角形外，这时取新积分

点上的场变量值等于距离最近的旧积分点上的值。超

静孔压遵循类似的插值方式，只是用 Delaunay 三角形

连接旧单元节点，而不是积分点。 
以往的大变形总应力分析采用Tresca 理想弹塑性

模型描述不排水条件下黏性土的本构关系 [7-9]，但

Tresca 或 Mohr-Coulomb 这样的简单弹塑性模型难以

反映部分排水条件下软黏土的力学性质。因此大变形

耦合分析中纳入修正剑桥模型，新、旧积分点之间需

要映射 2 个本构有关的状态参数：实时屈服面大小和

孔隙比。 
大变形耦合分析中调用有限元软件 ABAQUS 进

行每一小时步的网格剖分和小应变计算。开发 Fortran
子程序实施有效应力分量、本构状态参数和孔压的映

射。另外编写建立 ABAQUS 有限元模型和提取计算

结果的 Python 程序，以实现大变形分析流程的自动、

连续运行。Fortran 编写的主程序循环调用 Python 程

序、映射子程序和 ABAQUS 的具体流程见文献[8]。
网格采用二阶四边形缩减积分单元，即 ABAQUS 中

的 CPE8RP 单元。 

图 1 修正唯一单元法内插积分点场变量 

Fig. 1 Interpolation of field variables on integration points using  

.MUEM 

3  有限元结果验证 
首先将大变形耦合有限元方法用于平板锚快速上

拔分析，对比不排水条件下的极限分析结果，验证大

变形方法的可靠性。现有研究表明平板锚的粗糙度对

抗拉力影响很小[3, 6, 8]，因此假定平板锚完全粗糙。平

板并不需要真正出现在有限元计算中，而是代之以位

移边界和不透水边界条件。 
选取平板锚离心模型试验 [5]中常用的一种高岭

土，浮容重  = 6.5 kN/m3，渗透系数 k = 10-9 m/s。
Stewart[14]通过三轴和单向固结试验标定的修正剑桥

模型参数为：内摩擦角 = 23°，临界状态线上 p = 1 
kPa 时的孔隙比 ecs = 2.14，等压固结线斜率 = 0.205，
固结回弹线斜率 = 0.044 和泊松比 = 0.3。临界状态

线斜率 M与内摩擦角的关系按三轴压缩计算： 

M = 6sin/(3-sin) 。           (3) 

初始地应力平衡时的静止土压力系数按常用经验公

式，K0 = 1-sin。正常固结海床的初始孔隙比 e0随深

度 z变化： 
  0cs0 lnln ppee     ，    (4) 

p
pM

qp  2

2

0   ，             (5) 

式中，平均有效应力 p = (1+2K0) z/3，剪应力 q = 
(1-K0) z。对于理想不排水情况，修正剑桥模型导出

平面应变条件下的不排水强度[15]为 

Λ
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式中， = (-)/。耦合分析并不需要规定不排水强

度，这里引入 su仅仅是为了得到量纲为—的抗拉承载

力系数，以便与不排水条件下的极限分析解对比。 
 取典型平板锚几何尺寸：宽度 B = 3 m，厚度 t = 
0.05B，初始埋深 H = 5B。考虑几何形状和竖向拉力

的对称性，有限元计算仅针对一半平板。海床表面为

自由排水面。初始网格如图 2 所示，土体横向、竖向

分别延伸 50B和 70B，局部放大图中红线代表锚的几

何边界。平板周围土体单元的特征长度约为 0.033B，
单元数约为 4000。平板锚的上拔速度分别为 v = 
0.00036，0.018，0.18 m/min。 

图 2 大变形耦合分析的初始网格 

Fig. 2 Initial mesh used in large deformation coupled analysis 

 为考察大变形计算中场变量映射的误差是否逐步

累积，以上拔速度 v = 0.18 m/min 为例，计算小时段

的平板位移增量分别取 dw = 0.01B和 0.02B。另进行

更新拉格朗日小应变耦合计算。图 3 给出了归一化的

“拉力–位移”关系曲线，其中 w代表平板位移，不

排水强度 su 按式（6）计算。小应变计算在平板总位

移达到 w/B = 0.17 时因不满足迭代收敛条件而停止，

如图 4 所示，此时平板周围的网格已严重畸变。在小

应变的初始网格扭曲前（平板位移 w/B  0.11），大变

形分析已经经历 5 次（dw/B = 0.02）或 10 次 (dw/B = 
0.01)网格重分和变量映射，但大、小变形有限元得到

的曲线吻合得很好，初步表明发展的大变形方法是可

靠的。当 w/B = 0.11～0.17 时，小应变分析给出的承

载力低于大变形结果，这是因为小应变分析的初始网

格已经发生畸变，小应变结果不再可靠。发展的大变

形方法通过网格重分克服图 4 所示的网格扭曲问题，

能够完整再现平板锚的长距离上拔过程。dw/B = 0.01
的大变形模拟中进行场变量映射的次数是dw/B = 0.02
情况的 2 倍，但直到平板锚位移达到 w/B = 1 时，两

条大变形曲线仍几乎没有差别，这说明映射没有造成

误差积累，采用的 MUEM 映射技术是可靠的。图 5
给出了平板上拔到 w/B = 0.2 时的土体位移矢量，由于

快速上拔造成孔隙水来不及排出，土体位移主要集中

在平板周围。 

图 3 大变形和小应变有限元得到的“拉力–位移”曲线 

Fig. 3 Load-displacement curves from large deformation and small  

strain finite element analysis 

 

图 4 小应变计算中平板锚周围扭曲的土体单元(w/B = 0.17) 
Fig. 4 Distorted soil elements around plate anchor in small strain  

calculation (w/B = 0.17) 

 大变形耦合计算得到的 3 种上拔速度对应的抗拉

时程曲线如图 6 所示，可以看出相互之间的差别非常

小。如前所述，对于宽度 B = 3 m 的条形锚，即使最

快的上拔速度 v = 0.18 m/min也不足以产生动力效应，

采用静力本构模型是合理的。Merifield 等的极限分析

表明，完全不排水条件下深埋、粗糙、无厚度条形板

的极限承载力系数精确解为 Nc = 11.42[6]。考虑平板厚

度会略微提高承载力，t/B = 0.05 时极限承载力系数大

约为 11.62[7]。图 6 中的数值承载力系数在初始阶段迅

速增加，w/B = 0.2 时接近稳定，w/B = 0.2～1 之间的

承载力系数虽然还会随平板锚的位移增加，但增加幅

度非常缓慢。这是由于耦合分析中平板锚的快速上拔

只是近乎完全不排水条件，相应地，土的抗剪强度会

略高于式（6）预测的理想不排水强度。w/B = 0.2 时

的承载力系数 Nc = 12.2 可视为极限值，仅比总应力形

式的不排水精确解 11.62 高 5%。这表明当深埋平板以

v = 0.00036～0.18 m/min 的速度向上运动时，地基可

以简化为不排水。如果上拔速度减小到 v < 0.0002 
m/min，平板底面下的负孔压幅值减小，单元积分点

上的平均有效应力变得很小，由于土不能承受拉力，
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这部分土体不再随平板向上运动，“板–土”在加载不

久即发生分离，抗拉力低于图 6 曲线。本文的大变形

耦合模拟不试图追踪分离后的现象，而是认为“板–

土”分离表征抗拉力降低、锚泊基础失稳。 

图 5 平板周围的土体位移矢量(w/B = 0.2) 
Fig. 5 Displacement vectors of soil around plate anchor 

 (w/B = 0.2) 

 

图 6 不同上拔速度得到的“拉力–位移”曲线 

Fig. 6 Load-displacement curves against different pulling  

..velocities 

 

4  长期抗拉力与海流持续时间的关系 
通过大变形耦合计算或者总应力分析得到短期抗

拉荷载极限值 Fult，进而按第 1 节所述流程计算长期

荷载的容许持续时间。对于高岭土海床中宽度 3 m 的

条形板，图 6 给出的 Fult = 964 kN，长期海流荷载的

幅值取 Fc = Fult = (0.6～0.97)Fult。采用力控制模式施

加海流荷载，竖向拉力首先在（12×）h 内从 0 增加

到 Fc以模拟海流出现过程，然后保持拉力不变计算锚

是否失稳。图 7 为海流荷载系数 = Fc/Fult = 0.9 时的

孔压消散过程。消散开始时，平板顶面和底面中心处

的超静孔压幅值分别为 70，-176 kPa；海流持续 125 d
后孔压降低到 54，-88 kPa。 

海流荷载增加到恒定值 Fc 后的平板位移时程曲

线如图 8 所示，其中开始时的非零位移是荷载从 0 增

加到 Fc的线性加载过程中产生的。仍以海流荷载系数

 = 0.9 为例，荷载增加到 Fc时的瞬时位移约为 w/B = 
0.1；保持荷载幅值恒定，50，125 d 后平板位移逐渐

增加到 w/B = 0.14，0.2。结合图 7，超静孔压消散引

起吸力减小，进而削弱抗拉承载力，在拉力保持恒定

的情况下，平板被拖动。平板被拖动导致上、下表面

孔压差有重新增加的趋势，增大的吸力与恒定拉力达

到短暂平衡，然后孔压继续消散，平板又被拖动。上

述机理不断重复，直至平板位移超过指定的上限或者

土体与锚底脱离。 

图 7 海流持续过程中的孔压消散( = 0.9) 
Fig. 7 Dissipation of pore pressures during loop currents ( = 0.9) 

图 8 平板锚上拔位移随海流持续时间的变化 

Fig. 8 Variation of anchor uplift displacement against hold time of  

loop currents 

图 9 给出了容许持续时间与海流荷载系数之间的

关系，图中容许持续时间为对数坐标。容许持续时间

随荷载系数的减小而增大。对于持续时间 3 个月的季

节性海流，保持高岭土中平板锚的稳定要求海流荷载

系数 < 0.92。Clukey 等[2]曾借助离心模型试验和小应

变有限元得到的吸力式沉箱的容许持续时间。虽然锚

泊基础型式不同，但持续荷载作用下的失稳机理是类

似的，文献[2]中图 4 给出的容许持续时间与海流荷载

大小之间的变化趋势与图 9 一致。 
当海床渗透性增大时，孔压扩散和消散的速度加

快，孔压差形成的吸力更容易消散，在相对更短的时

间内平板下表面与土体脱离，基础失效。前面的计算

中海床渗透系数为 k = 10-9 m/s。保持土体本构参数不

变，将渗透系数增大到 10-8 m/s，得到的容许持续时

间也在图 9 绘出：此时如果季节性海流持续 3 个月，

海流荷载系数 < 0.6 才能使平板锚不失效。当海流荷
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载幅值一定时，容许持续时间随渗透系数的增大而急

剧减小。以 = 0.8 为例，如果渗透系数由 10-9增加 10-8 
m/s，海流容许持续时间由 450 d 减少到 32 d。 

图 9 容许持续时间与荷载幅值和土体渗透性之间的关系 

Fig. 9 Dependence of allowable hold time on loading amplitude  

and soil permeability 

5  结    语 
本文提出了一种基于网格重分的大变形耦合有限

元方法，其中引入较为复杂的弹塑性模型描述土的力

学性质。通过与不排水条件下的极限分析解对比，验

证所提方法的可靠性。进而采用大变形耦合方法模拟

季节性海流引起的平板锚系泊基础的上拔过程。 
海流容许持续时间强烈依赖海流荷载的幅值和海

床的渗透性，高渗透性海床会严重降低容许持续时间。

当海床渗透系数为 10-9或 10-8 m/s，持续时间 3 个月

的海流荷载幅值分别低于短期抗拉承载力的 92%和

60%时，才能保证基础稳定。如果仅针对暴风浪取短

期抗拉承载力进行平板锚设计，是偏于危险的。 
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