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基于极限分析下限法的筒型基础地基承载特性研究
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摘  要：筒型基础凭借其成本低、工期短且对地基扰动相对较小的优势，已成为中国海上风电的重要基础形式之一。

由于其基础结构形式复杂，经典的地基计算方法无法准确评估其地基竖向承载力。利用有限元极限分析下限法，建立

了考虑筒-土间摩擦的筒型基础地基竖向承载力的下限解求解程序，在此基础上分析了土体强度不均匀性、筒型基础长

径比及筒外壁-土间摩擦对筒型基础地基竖向承载力的影响，提出了综合考虑以上因素的筒型基础地基竖向承载力计算

公式。
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Bearing characteristics of bucket foundation based on lower bound 
method of limit analysis 
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Abstract: With the advantages of low cost, short construction period and relatively small foundation disturbance, the bucket 

foundation has become one of the important foundation forms of offshore wind power in China. Because of its complex 

foundation structure, the classical method for foundations can not accurately evaluate the vertical bearing capacity of the bucket 

foundation. In this study, the lower bound method of finite element limit analysis is used to transform the bucket-soil interaction 

into an inequality constraint condition between the bucket-soil friction and the undrained shear strength of the soil, and a lower 

bound solution program for the vertical bearing capacity of the bucket foundation is established. On this basis, the effects of the 

non-uniformity of the soil strength, length-diameter ratio of the bucket foundation and friction between the outer wall of the 

bucket and the soil on the vertical bearing capacity of the bucket foundation are analyzed, and a formula for calculating the 

vertical bearing capacity of the bucket foundation considering the above factors is proposed. 
Key words: lower bound finite element method; bucket foundation; vertical bearing capacity of foundation

0  引    言
近年来，海上风电迅速成为重点发展的能源形式

之一。筒型基础凭借其成本低、工期短且对地基扰动

相对较小的优势，已成为中国海上风电的重要基础形

式之一。竖向承载力验算是海上风电基础稳定性校核

的首要环节，筒型基础通常自重较大且长期承受海洋

平台结构自重及一定程度的竖向荷载作用，因此了解

其地基竖向承载特性对于实际工程设计而言十分重

要。

针对筒型基础地基竖向承载力的研究较多，已有

较多国内外的学者运用试验以及数值模拟等方式进行

研究。Houlsby 等[1]和 Byrne 等[2]在 21 世纪初期探讨

了传统的吸力筒型基础作为海上风电基础的应用前

景。Fu 等[3]、Gourvenec 等[4-5]、Chen 等[6]、刘梅梅等[7]

通过开展一系列室内模型试验及离心模型试验，得到

了筒型基础的竖向承载模式、承载力 p-s 曲线、基础

各部分载荷分担情况及筒内外土压力分布情况。Hung
等[8]、Vulpe[9]、Mehravar 等[10]、Mana 等[11]基于大量有

限元数值模拟，讨论了多种因素对地基竖向承载力的

影响，得到了相关规律及半经验计算公式。然而由于

筒型基础筒-土相互作用的特殊性，其地基竖向承载力

的理论计算一直未能完全解决。

现有的筒型基础地基竖向承载力计算方法大多是
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利用极限分析上限法推导，但该方法得到计算结果往

往高于地基承载力的真值，在工程应用中因偏于危险

而无法推广。极限分析下限法从理论上更符合工程设

计中“安全”概念，但传统方式构建容许应力场困难

且具有主观性，导致下限法运用范围受限。直到 1988
年 Sloan[12]提出了适用于平面应变问题的有限元极限

分析下限法，为极限分析下限法的应用提供了全新的

思路，极大推动了其在岩土工程中的发展与应用。 

由于筒型基础相互作用的特殊性，对于筒型基础

的有限元极限分析下限法鲜有学者涉足，本文将筒土

相互作用转化为筒土间摩擦的不等式约束条件，建立

了筒型基础地基竖向承载力的下限解求解程序。利用

离心模型试验结果验证了本方法的正确性，在此基础

上分析了土体强度不均匀性、筒型基础长径比及筒外

壁-土间摩擦对筒型基础地基竖向承载力的影响，提出

了综合考虑以上因素的筒型基础地基竖向承载力计算

公式。 

1  轴对称有限元极限分析下限法 
本节在 Sloan[12]的有限元下限法求解格式基础

上，结合轴对称问题相关理论，提出了针对筒型基础

这一轴对称结构的单元平衡条件、应力间断面约束条

件、土体边界条件、筒-土界面约束条件、土体屈服条

件及相应的目标函数求解格式。 

1.1  单元平衡约束条件 
采用单元-结构面离散方式将结构物离散为有限

个单元体，假设单元为刚性单元。相比于平面应变中

以（ x ， y ， xy ）为未知变量，轴对称有限元法引

入环向应力  ，将节点应力（ r ， z ， rz ，  ）

作为基本未知变量，模拟应力场的典型三角形单元如

图 1 所示。允许沿相邻三角形单元之间的所有界面发

生静态允许的应力间断，每个节点都与唯一单元相关

联。对于轴对称结构，各子午面上的应力状态均相同，

假定当 r-z 平面（即子午面）上的应力满足极限平衡

条件时，地基达到极限承载状态。 

 

图 1 土体有限元离散 

Fig. 1 Finite element discretization of soil mass 

对于筒型基础地基竖向承载力分析模型，土体仅

受重力作用，柱坐标系下单元分析示意图如图 2 所示。 

 

图 2 柱坐标系中单元体 

Fig. 2 Unit in a bucket coordinate system 

柱坐标系中单元体平衡方程可表示为 
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假设土单元为线性单元，单元中 3 个节点满足平

衡方程即代表单元平衡。在此基础上，将式（1）平衡

方程转化为离散形式产生如下等式约束： 

   e e e
equil equil2 12 12 1 2 1

A b
  

      。    (2) 
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式中： ,ij i j ij i jr r r z z z    ； 1 2 3( ) / 3r r r r   。 
1.2  应力间断面约束条件 

将相邻独立单元的共同面定义为应力间断面，如

图 3 所示。在应力允许的情况下，控制各节点的正应

力和剪应力对应相等。通过一对共轭节点（1,2）和

（3,4）定义了一个典型的应力间断线。间断线与 r
轴正向形成的角度 ω，定义相对于 r 轴正向逆时针方

向转动为正方向。 
为了满足平衡条件，作用于该路径上的正应力

（ n ）和剪应力（ n ）的值应始终保持不变，即 
a b a b a b a b
n,1 n,2 n,3 n,4 n,1 n,2 n,3 n,4           ，， ，  。 (3) 
通过 r-z 平面某点的应力状态( r ， z 和 rz )，利

用应力莫尔圆得到正应力和剪应力的值， n 和 n 的

最终表达式如下： 
2 2

n sin cos sin 2r z rz       ，    (4) 
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n
1 1sin 2 sin 2 cos 2
2 2r z rz        。 (5) 

 
图 3 应力间断面 

Fig. 3 Stress discontinuity 

将式（3）的约束条件转化为离散形式： 

   dc dc dc
stat stat4 16 16 1 4 1

A b
  

      。    (6) 
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   
Tdc

1 4stat 0  0  0  0b  。 

1.3  土体边界条件 

在任何土体边界 l（如图 4 所示）的边界条件可

以用以下方式来定义： 
l l l l
n,1 1 n,2 2 n,1 1 n,1 2q q t t      ， ， ，  。 (7) 

 
图 4 应力边界条件 

Fig. 4 Stress boundary conditions 

将任意土体边界 l 中两节点所对应公式（7）的 4
个等式约束转化为离散形式如下： 

   l l l
bound bound4 8 8 1 4 1

A b
  

      。        (8) 

式中： l
bound 4 8

4 8

    0
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M
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， 

 
2 2

2 4

sin cos sin 2 0
   1 1 cos 2 0sin 2 sin 2

2 2

M
  

 

 
     

， 

   Tl l l l l l l l l
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       r z rz r z rz         


 ， 

   
Tl

bound 1 1 2 2 1 4            b q t q t


 。 

式中， 为边界 l 与 r 轴之间夹角，定义相对于 r 轴
逆时针方向转动为正方向。 
1.4  筒-土界面约束条件 

在竖向荷载作用下，与筒壁内外侧接触的土体将

产生沿筒壁向上的摩擦力，与筒顶及筒壁端部接触的

土体将产生垂直端部向上的土抗力。因此，同时对筒

顶-土接触面、筒端-土接触面及筒壁-土接触面的进行

边界约束。 
定义发生剪切破坏时沿筒顶-土界面、筒端-土界

面和筒壁-土界面切向抗剪强度均满足以下条件： 

s s uss ≤ ； b b ubs ≤ ； f f ui i is ≤   。  (9) 
式中： s ， b 和 fi 分别代表筒顶-土界面、筒端-土

界面和筒壁-土界面接触强度的折减系数； uss 和 ubs 分

别为筒顶和筒端处的土体不排水抗剪强度， uis 为筒壁

-土界面上任一应力点所在深度处土体的不排水抗剪 
强度。 

式（9）可离散转化为 
     int int4 1 2 12 4A b

 
≤   。      (10) 

式中： int 2 4

0 0 1 0
=   

0 0 1 0
A



 
 
 

， 

   T
1 4, , , ,      = r i z i rz i i       ， 

   T
int su su 1 2

=   b  
  。 

图 5 展示了筒顶-土界面（EP 区域）、筒端-土界

面（OQ 区域）、筒壁-土界面（PQ 区域）的剪应力

约束形式，及各筒-土界面的剪应力正方向。 

 

图 5 筒-土边界示意图 

Fig. 5 Boundary between bucket and soil 
1.5  土体屈服条件 

    根据 Harr-VonKarman 假设，  为在 r-z 平面上的

3 （最小主应力），即假定环向应力不大于大主应来

求解轴对称稳定性问题[13]。  的取值范围在是通过

绘制两个莫尔圆确定，破坏面土体受力莫尔圆如图 6
所示。为了确保环向应力  的值始终接近于 3 的值，

确定以下 3 个不等式约束： 
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式中： ,i ， ,r i 和 ,z i 为与节点 i 相关的应力， 3f 为

屈服时的小主应力。这些约束可以用矩阵的形式表示

为 

   3 4 4 1 3 1
i i i
r rA b 

  
 
  ≤   。       (12) 

式中：

3 4

1 0 0 1
          0            1   0 1

01 1(1 sin )  (1 sin )2 12  

i
rA 

 


   
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, , , , 1 4

    i
r i z i rz i i    


 ， 

   
T

1 30  0  cosi
rb c 


 。 

图 6 破坏面土体受力莫尔圆 

Fig. 6 Mohr circle of failure surface  

在下限解中用内接多边形来逼近 Mohr-Coulomb
准则，从而方便求解计算的线性规划问题。为保证任

一点上的应力状态均满足屈服条件，需在 r-z 平面上

保证满足以下线性化的不等式条件： 
    ( 1,2, , )k r k z k rzA B C k p      ≤  。 (13) 

式中： cos(2π / ) sin cos(π / )kA k p p  ， sinkB    

kcos(π / ) cos(2π / ) 2sin(2π / ) 2 cosp k p C k p c    ， ，

cos(π / )p 。其中，c 为节点 i 处土体的不排水抗剪强

度。 
由线性化屈服条件对节点 i 的 4 个应力张量施加

的不等式约束（数目 p）可表示为 

   yield yield4 4 1 1
i i i

p p
A b

  
 
  ≤   。   (14) 

式中， 
1 1 1

2 2 2

yield 4
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      0
.  .  .

        0
.  .  .

      0

i
p k k k

p p p

A B C
A B C

A A B C

A B C



 
 
 
 

       
 
 
  

。 

1.6  最优化函数 

通过对筒型基础顶盖部分圆形区域、筒端部分圆

环区域的垂直法向应力和筒壁区域切向应力积分。地

基竖向承载力（目标函数）可通过以下表达式来定义： 

s f b

s f b s f b+ + =2π d +2π d +2π d
L L L

Q Q Q Q r s z s r s      。(15) 

式中：Q 为地基竖向承载力，Qs，Qf，Qb分别为筒顶、

筒壁及筒端承载部分。 s 和 b 分别为作用在筒顶-土

和筒端-土边界面上的法向应力， f 为作用在筒壁-土

边界面上的切向抗剪强度。由于假设应力在每个单元

中为线性变化，筒型基础各部分产生的极限承载力的

分量分别为 

s
s s,1 s,2 s=2π ( + )

2

i
iL

Q r    ，        (16) 

f
f f,1 f,2 f=2π ( + )

2

i
iLQ z    ，         (17) 

b
b b,1 b,2 b=2π ( + )

2

i
iL

Q r    。        (18) 

式中： iL 为节点 i 所在单元边界的长度； ir 为边界 iL
面的平均半径； f

iL 为筒壁节点上 i 所在单元边界的长

度； f
iz 为边界 f

iL 面的平均长度。 
将方程（1），（3）和（7）进行整合，得到全局等

式约束矩阵形式如下： 

 
c

equil stat

e dc l
1 bound

e=1 dc l=1
+ +

DE L

A A A A             。 (19) 

将方程（9），（10），（14）进行整合，得到全局不

等式约束矩阵成如下形式： 

 
s f

yield

ns nf
2 sθ ints intf

=1 =1 ns=1 nf=1
+ + +

N NN N
i i

i i
A A A A A                   

b
nb
intb

nb=1

N

A     。              (20) 

与等式及不等式约束条件对应的结果矩阵 1b 和 2b
形式如下： 

       
c

equil stat

e dc l
1 bound

e=1 dc l=1
+ +

DE L

b b b b    ，  (21) 

           
s bf

yield

ns nf nb
2 sθ ints intf intb

=1 =1 ns=1 nf=1 nb=1
+ + +

N NNN N
i i

i i
b b b b b b     。 

(22) 
调用线性最优化函数对目标函数求解的方法， 陈

广思[14]和 Vishwas[15]等已给出介绍，不在此赘述。 
 

2  离心试验验证 
2.1  试验准备 

为验证筒型基础地基承载力下限解的准确性，开

展了饱和黏土地基离心模型试验。试验在天津大学

TLJ-100A 型土工离心机完成。模型箱内部尺寸为 880 
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mm×595 mm×400 mm。将高岭土粉按照 2 倍液限的

含水率进行真空搅拌，为模拟天然地基的自然固结过

程，将土体在 100g 离心条件下固结 10×12 h，固结完

成土体厚度约为 280 mm。 
模型筒外径 100 mm，裙板长度 95 mm，壁厚 10 

mm，顶盖厚 5 mm，筒顶处预留连接螺杆，与量程为

8 kN 的荷载传感器相连，模型示意图如图 7 所示。 

 

图 7 筒型基础模型示意图 

Fig. 7 Model for bucket foundation 

2.2  试验方案 

试验前取样测得软黏土的有效重度   =4.83 
kN/m3，采用十字板对模型槽内土体的不排水抗剪强

度进行了测量，结果如图 8 所示，模型土泥面处土体

强度 sum=6 kPa 且土体不排水抗剪强度以 k=0.426 
kPa/m 随深度线性增加。 

图 8 试验土体的不排水强度 

Fig. 8 Undrained shear strengths of soil 

试验布置方式如图 9 所示，试验采用分级加载，

具体加载方式见图 10。 

 

图 9 筒型基础及传感器整体布置 

Fig. 9 Overall layout of bucket foundation and sensor 

图 10 荷载时间曲线 

Fig. 10 Load-time curves 
2.3  试验结果对比 

离心机模型试验得到的 p-s 曲线如图 11 所示，在

整个沉降过程中未出现明显的拐点。利用初始直线段

与末尾直线段的切线交点对应的 qu 值作为地基极限

承载力，如图中黑色虚线所示，此时对应的竖向承载

力 qu约为 93 kPa。 

 

图 11 离心试验 p-s 曲线 

Fig. 11 Load-displacement curves 

根据试验参数建立有限元极限分析下限解分析模

型，将下限解结果和试验结果进行对比见表 1。下限

解结果与模型试验的结果吻合良好，下限解结果小于

API 规范结果，且计算结果误差均在可接受范围，验

证了极限分析下限解的正确性。 
表 1 结果对比 

Table1 Comparison of results 
试验结果/kPa API/kPa 下限解/kPa 

93 104.84 92.02 

3  筒型基础承载特性分析 
3.1  下限分析模型的建立 

以海上风电筒型基础作为主要研究对象，基础外

径 D=10 m，侧壁壁厚 ts=0.01 m。研究不同筒裙长度 d
筒型基础的承载特性，主要针对长径比 d/D=0.25，0.5，
0.75，1，1.5 和 2 的基础进行分析。为降低边界效应，

对土体模型的尺寸进行灵敏度分析，确定土体直径取

Dsoil=2.5D，土体高度 dsoil=3D+d，网格加密形式及模

型示意图见图 12。 
利用基础横截面积 S 和筒端处土体不排水土强度

su0 对地基竖向承载力 Vult 进行了无量纲化处理得到
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NcV，即 

NcV=Vult/S·su0  。           (23) 

图 12 筒型基础下限分析网格示意图 

Fig. 12 Meshes for lower bound analysis of bucke foundation 

3.2  土体强度变化对竖向承载力的影响 

大量现场原位测试结果表明，对于大部分的正常

固结土及超固结土而言，其不排水抗剪强度随埋深的

增加而呈近似的线性增长趋势，假设黏土的不排水剪

切强度随深度呈线性变化：suz=sum+kz。其中 k 为土

体强度随深度的增长系数，sum 为泥面处土体的不排

水抗剪强度，suz 为地基深度为 z 处土体的不排水抗剪

强度。 
为得出均质土不排水抗剪强度 su对筒型基础地基

竖向极限承载力的影响，针对 su=10～40 kPa 的均质

黏土地基进行计算，分析模型中筒-土界面设置为完全

粗糙接触，计算结果如图 13 所示。 

图 13 土体不排水强度对筒型基础竖向承载力的影响 

Fig. 13 Effects of su on vertical bearing capacity of bucket  

foundation 

由图 13 可知，当 d/D＜1 时，NcV 增长曲线随土

体强度增长近似水平，故认为在此范围内筒型基础承

载力与 su无关；而当 d/D＞1 时，NcV随强度增长有较

为轻微下降趋势。总体来看，对于长径比较大的筒型

基础 NcV虽随 su增长而略有降低，但结合现有筒型基

础工程实际情况，此部分降低可忽略。 

为得出非均质土体沿深度方向强度不均匀性对筒

型基础竖向承载力的影响，针对 sum=4 kPa 及 sum=40 
kPa 且 k 均为 0～2 的地基进行了下限解求解，计算结

果如图 14 所示。引入不同土体强度线性增长梯度下筒

型基础地基竖向极限承载力与均质土体（k=0）条件

下承载力的比值 k 来评估土体 k 增长对筒型基础地基

极限承载力的增益。 k 定义如下： 
ult

ult

( )
( 0)k

V k
V k

 


  。           (24) 

由图 14 可知，当 sum=4 时，随着土体强度增长梯

度 k 由 0 增长至 2， k 增长约 120%～410%；当 sum=40
时，随着土体强度增长梯度 k 由 0 增长至 2， k 增长

约 2%～35%，不同长径比筒型基础 Vult皆随 k 增长而

不同程度的线性增加。单独考虑土体参量 sum或 k 时，

无法通过 NcV 来表征竖向承载力特性。为使承载力系

数具有普适性，通过无量纲参数 κ 来定量表征土体强

度沿深度方向不均匀性，定义 κ=kD/sum，计算时 k 和

D 固定不变，通过改变 sum来改变 κ。针对 κ=0.5，2，
3，5，10，20 的非均质饱和黏土地基进行讨论，计算

结果如图 15 所示。 

 

图 14 k 对筒型基础竖向承载力影响 

Fig. 14 Effects of k on vertical bearing capacity of bucket  

foundation 

如图 15 所示，NcV随 κ 的增加而减小。因为 κ 越

高意味沿裙板上平均强度越低，筒壁侧摩阻发挥较低，
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所以其承载力增长率比基础端部土体强度的增长率

低，从而使 NcV降低。 

 

图 15 κ 对筒型基础竖向承载力的影响 

Fig. 15 Effects of κ on vertical bearing capacity of bucket  

foundation 

3.3  长径比对筒型基础竖向极限承载力的影响 

对均质土中长径比为0.5～2的筒型基础地基承载

力进行计算，得到其地基承载力随长径比增长的变化，

结果如图 16 所示。 

 

    图 16 不同长径比的筒型基础在均质土中的承载特性 

 Fig. 16 Vertical bearing capacities of bucket foundation with  

        different length diameter ratios in homogeneous soils  

由图 16 可知，均质土中筒型基础承载力系数 NcV

增率随 d/D 增大呈现非线性增长趋势，且规律随土体

强度变化并未发生改变。将均质土中筒型基础地基竖

向承载力系数 NcV随土体不排水抗剪强度 su及长径比

d/D 的变化规律拟合为 
2

cV ( =0)=5.91+8.41 1.12d dN
D D

       
   

  。 (25) 

对于强度沿深度线性增加黏土地基，选取 κ=0.5，
2，3，5，10，20 对不同长径比筒型基础地基竖向承

载力进行分析，得到 NcV 随长径比增长的变化规律，

结果如图 17 所示。 
由图 17 可知，对于强度沿深度线性增加的土体，

NcV 随 d/D 的增长而增大。将筒型基础地基竖向承载

力系数 NcV 随土体强度沿深度不均匀性 κ 及长径比

d/D 的变化关系可采用公式（26）进行拟合，由图 17
可知，拟合结果良好。 

0.45
cV ( )=3.22+2.02 +6.05edN

D
  

  
  。 (26) 

图 17 不同长径比筒型基础在非均质土中的承载特性 

Fig. 17 Vertical bearing capacities of bucket foundation with  

         different length diameter ratios in nonhomogenous soil 

为探究筒型基础不同部分对地基承载力的贡献率

随长径比的变化，分别计算不同土体强度（sum=10 
kPa，sum=40 kPa）及不同土体强度线性增长梯度 k
（k=0，2）条件下不同长径比的筒型基础地基竖向承

载力，提取极限状态下筒壁内、外侧摩阻力，筒顶抗

力及筒端处抗力。考虑到荷载情况仅为竖向荷载，筒

内壁与土体接触良好，认为土体抗力为筒顶抗力和筒

内壁摩阻之和，分析各部分在地基竖向承载力中占比，

结果绘制于图 18。 

 

图 18 筒基各部分承担荷载比例随长径比的变化 

Fig. 18 Variation of loading ratio in different parts of bucket 

foundations with d/D 
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由图 18 可知，在不同土体强度条件下，随着基础

长径比的增加，筒端抗力贡献率稳定在 10%以下，土

体抗力的贡献率逐渐降低，筒壁外侧摩阻逐渐增大。

分析原因认为，随 d/D 的增加，筒土接触面积逐步增

大，外侧摩阻增长显著，筒端处虽应力较高，但由于

筒壁较薄，故对承载力贡献率不高。在相同长径比条

件下，随 κ 增大，土体抗力的贡献率逐步增加。由于

κ 越高意味着筒端下方参与承载的土体强度越高，筒

端以上和筒壁接触的土体强度相对较弱，无法有效地

为筒壁-土接触面提供剪切力，故而筒壁外侧摩阻的增

长相对较低。 
3.4  fi 沿筒壁分布规律 

为探究土体达到极限承载状态时筒外壁-土界面

接触强度折减程度沿深度方向的实际分布规律，以均

质土（sum=10 kPa，k=0，即 κ=0）和强度随深度线性

增长黏土（sum=10 kPa，k=2，即 κ=2）地基为例，计

算筒外壁-土间完全粗糙接触条件下的地基竖向承载

力。提取极限竖向荷载状态下筒外壁-土界面切向抗剪

强度 fi 及应力点处不排水抗剪强度 sui，参考式（9）进

行归一化处理，即 fi = fi /sui，计算结果如图 19 所示。 

图 19 fi 沿深度分布规律 

Fig. 19 Distribution laws of fi  along depth 

图 19 中纵坐标w/D 为应力点距筒顶的距离w与筒

径 D 之比。分析可知，极限状态时，尽管筒外壁-土间

接触关系设定为完全粗糙， fi 沿深度分布也并非定值。 
均质土中，筒壁上部 w/D=0～0.5 范围内，d/D＜

1 的筒型基础 fi 随深度增加而增大，d/D＞1 的筒型基

础筒壁侧摩阻力不变且 fi 近似等于 1。而当 w/D＞

0.5，随着应力点靠近筒端 fi 逐渐减小。 
对于强度沿深度线性增长的黏土地基， fi 随深度

增长而降低，w/D=0～0.5 范围内降低速率较小，而距

筒顶 0.5D 后 fi 开始加速降低。对于同一深度的筒壁

上各应力点，强度线性增长黏土中 fi 均小于均质土，

因此，对于黏土地基，筒壁-土界面处土体不排水抗剪

强度越高， fi 越小。 
3.5  fi 对筒型基础地基竖向承载力的影响 

以均质土（κ=0）和强度沿深度线性增长的黏土

地基（κ=20）为例，计算不同 fi 的筒型基础地基竖向

承载力，结果绘制于图 20。 

 
图 20 αfi对筒型基础竖向承载力的影响 

Fig. 20 Effects of αfi on vertical bearing capacity of bucket 

.foundation 

由图 20 可知，对于均质黏土和强度随深度线性增

长的黏土地基，NcV均随 fi 的增大而增大，并且长径

比大的筒型基础 NcV 增率更为显著。其原因在于长径

比大的筒型基础筒外壁-土接触面积更大，筒外壁侧摩

阻对承载力的贡献也更大。 
综合考虑土体不均匀性 κ、筒型基础长径比 d/D

和筒外壁-土界面接触强度折减系数 fi 的影响，均质

黏土及强度沿深度线性增长的黏土地基中筒型基础地

基竖向承载力下限解可拟合为 

cV 0 f= 0.72 0.35 0.07 dN
D 

     （ ）  
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2

5.91 8.41 1.12d d
D D

 
  

 
  ，     (27) 

cV f0.79 0.29 0.07 dN
D

      
 

（ ）  

0.453.22 2.02 6.05ed
D

    
 ，    (28) 

Vult（κ=0）=NcV（κ=0）·Asu  ，        (29) 
Vult（κ）=NcV（κ）·Asu0  。          (30) 

4  结    论 
本文针对黏性土地基上筒型基础地基竖向承载力

问题，采用轴对称有限元极限分析下限法进行分析，

主要得到以下 4 点结论。 
（1）将筒型基础简化为轴对称模型并考虑筒-土

间摩擦，求得了筒型基础地基竖向承载力下限解，并

对计算结果进行了离心模型试验验证。 
（2）在饱和黏土地基中，筒型基础地基竖向承载

力系数随土体强度不均匀系数的增大而减小，随筒型

基础长径比增长而增长，并给出了拟合公式。 
（3）土体抗力和侧摩阻力是筒型基础主要承力部

位，随长径比的增加或土体强度不均匀性的降低，土

体抗力对承载力贡献率逐渐下降，侧壁摩阻贡献逐渐

增长。 
（4）对于长径比小于 1 的筒型基础，筒外壁-土间

侧摩阻力随深度呈现先增大后减小趋势；对于长径比大

于1的筒型基础筒顶下0.5D范围内外壁侧摩阻发挥较

高，而后随深度增加而逐渐降低至近筒端处趋于 0。 
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