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大直径单桩基础海上风机非线性共振特性 
田抒平 1, 2，王振钰 1, 2，张陈蓉 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：海上风机的自振频率与转动频率或叶片扫略频率一致时会产生共振现象，严重时会损坏风机结构。现有研究对共振

频率评估多以弹性分析为主，没有考虑实际桩-土相互作用非线性对风机共振特性的影响。以大直径单桩基础海上风机为研

究对象，基于动力 Winkler 地基模型，采用双曲线型桩周土抗力-桩身侧向位移（p-y）骨干曲线考虑桩土刚度非线性，采用

剪应变相关滞回阻尼考虑土体能量耗散，提出了海上风机共振频率的非线性频域理论简化分析方法。通过与开展的一系列模

型试验结果以及 Lely（A2）海上风机现场实测数据对比，验证了非线性风机共振频率计算方法的正确性。随后，开展了砂

土密实度、桩长和桩径对于风机共振频率非线性影响的参数分析，研究认为风机系统共振频率随着荷载水平的增加而呈现减

小趋势，且当砂土较松散、桩长较短或桩径较小时，共振频率受土体非线性的影响更为明显。 
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Nonlinear resonance characteristics of offshore wind turbines with large 
diameter monopile foundation 

 
TIAN Shu-ping1, 2,  WANG Zhen-yu1, 2,  ZHANG Chen-rong1, 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: Resonance occurs when the natural frequency of an offshore wind turbine matches its rotational or blade passing 

frequency, potentially causing severe structural damage. Existing research on the resonance frequency characteristics of offshore 

wind turbines has mainly focused on elastic analysis, neglecting the nonlinear dynamic interaction between the foundation and soil. 

Based on the dynamic Winkler foundation model, the hyperbolic soil resistance around the pile-lateral displacement (p-y) backbone 

curve was used to consider the stiffness nonlinear of the pile-soil system. The shear strain-dependence of hysteretic damping was 

considered for soil energy dissipation. A simplified nonlinear frequency domain analysis method for calculating the resonance 

frequency of monopile-supported offshore wind turbines was proposed. The validity of the method was confirmed through 

comparisons with model test results and field measurements from the Lely (A2) offshore wind turbine. A parametric study was 

conducted to investigate the influence of sand density, pile length and pile diameter on the nonlinear resonance frequency of offshore 

wind turbines. The results show that the resonance frequency of the offshore wind turbine system decreases with increasing loading 

amplitude. Additionally, the influence of soil nonlinearity on the resonance frequency for systems is more obvious when the sand is 

looser, the pile length is shorter, or the pile diameter is smaller. 

Keywords: offshore wind turbine; nonlinear; resonance frequency; p-y curve; Winkler foundation 
 

1  引  言 

海上风机的涡轮机运转产生的周期性荷载有

转子质量、气动不平衡引起的偏心荷载以及叶片扫

略的空气湍流荷载，对应频率分别为 1F 和 NbF，

其中 F 为谐波次数，用来描述与转速相关的频率特

性，Nb 为风机叶片数目。在工程设计中，为避免风

机结构共振，通常需要限定风机系统一阶自振频率

在 1F～Nb F 之间，频段范围很窄。因此，准确评估

系统的共振频率对于海上风机结构的设计和运营

至关重要。 

近海风机多采用大直径单桩基础形式，其共振
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频率的常用研究方法包括有限元等数值模拟和简

化分析方法两种。相较于有限元数值模拟，简化分

析方法因其建模简便、计算高效等特点更为工程界

所接受[1-2]。风机的简化计算模型，通常将风机叶轮

和机舱简化为集中质量作用于塔筒顶部，塔筒结构

视作悬臂梁。对于大直径单桩基础，最直接的一种

处理方式为忽略基础效应，塔筒底部视作固定端，

如图 1(a)所示。由于塔底刚度无穷大，会明显高估

风机系统的共振频率[3]。为考虑桩土效应对风机共

振频率的影响，第 2 种较为简化的处理方式是在塔

筒悬臂梁底部设置弹簧系统，如图 1(b)所示，有单

一旋转自由度[4]、水平和旋转双自由度[5]以及考虑

水平、旋转和耦合效应的三自由度[6]。但是，弹簧

边界模拟基础时，土体被理想化为弹性材料，同样

导致风机系统共振频率的误差较大。第 3 种处理方

式，如图 1(c)所示，将桩周土体视作沿单桩分布的

弹簧，利用 Winkler 地基梁理论[7]，将塔筒和单桩

基础视为整体结构进行求解[8]。Winkler 地基弹簧可

以有效考虑桩周土体的非线性。图 1 中，m 为塔顶

集中质量，E 为弹性模量，I 为惯性矩，kl、kr和 klr

分别为桩基水平、旋转和水平旋转耦合弹簧， pxk 和

pxc 分别为桩侧复弹簧的刚度项和阻尼项。 
 

       

(a) 塔底固定端         (b) 塔底弹簧边界      (c) Winkler 地基 

图 1  海上风机共振频率简化计算模型 
Fig.1  Model idealizations for the natural frequency 

calculation of offshore wind turbines 
 

Winkler 地基梁模型因形式简单、计算高效等优

势受到广泛应用。Darvishi-Alamouti等[9]基于Winkler

弹性地基梁模型，利用简化方法研究了海上风机共

振频率对单桩的直径、长细比、质量等参数变化的

敏感性。考虑到土体的非线性，杨春宝等[2]将桩-土

相互作用简化为线性分布弹簧和阻尼器的形式，基

于传递矩阵和有限元模态分析方法，分析考虑土体

阻尼的风机系统共振频率。研究表明，地基土模量

和阻尼变化会导致风机系统共振频率发生大幅度偏

移。由于桩-土动力相互作用机制的复杂性，利用简

化方法研究风机初始共振频率，通常会忽略小应变

状态下土体刚度和阻尼的应变依赖性 [10-14] 。

Hanssen[15]、Norén-Cosgriff[16]等开展了一系列大直

径单桩基础海上风机共振特性模型试验和现场实

测，提出风机系统的初始共振频率与荷载水平之间

存在明显的相关性。 

因此，本文基于动力 Winkler 地基模型，采用

双曲线型桩周土抗力-桩身侧向位移（p-y）骨干曲

线考虑桩土刚度非线性，采用剪应变相关滞回阻尼

考虑土体能量耗散，提出了大直径单桩海上风机系

统共振频率的非线性频域理论简化分析方法。同

时，开展了 4 组不同荷载水平作用下砂土中风机共

振频率动力模型试验。进一步地，通过模型试验结

果与 Lely（A2）工程实例现场实测数据进行对比，

验证了本文简化方法的正确性。最后，开展了砂土

密实度、桩长和桩径对风机共振频率非线性影响的

参数分析。 

2  非线性频域简化分析方法 

2.1  风机共振频率有限差分解法 

如图 2(a)所示，大直径单桩基础海上风机上部

结构主要由叶片、轮毂、机舱和塔筒构成。图 2(b)

为风机有限差分计算模型，其中叶片、轮毂和机舱

简化为塔顶集中质量 m，塔筒段和桩段简化为等截

面梁，单位长度质量分别为 mt 和 mp。塔顶受水平

简谐荷载 Psinωt 和弯矩 Msinωt 作用。其中，P 为

荷载的幅值，表示最大施加力；M 为弯矩的幅值，

表示最大施加弯矩；为圆频率；t 为时间。 

为考虑桩-土动力相互作用，基于 Winkler 地基

假定，Makris 等[17]将桩侧土体简化为由弹簧和阻尼

器构成的“复弹簧”，水平向复刚度 kp表达式为 

p px pxik k c             （1） 

 

   

(a) 完整模型             (b) 简化计算模型 

图 2  海上风机结构示意图 
Fig.2  Schematic diagram of offshore wind turbines 
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将塔筒和单桩按长度进行 n 等分，每段梁单元

长度 h，由塔顶至桩底编号为 0、1、2、…、i、…n−1、

n，塔底和桩顶连接处编号为 K，塔顶向上部延伸依

次增加两个虚设节点−1 和−2，桩底向下部延伸依次

增加两个虚设节点 n+1 和 n+2。当桩塔截面刚度不

同时，节点 K 处应另外处理。塔段在 K 点处向下延

伸增设虚拟节点 Kʹ+1 和 Kʹ+2，桩段在虚拟节点 Kʹ

处向上延伸，增设虚拟节点 Kʹ−1 和 Kʹ−2，Kʹ与 K

点重合。 

节点 i 水平位移 ( )iu z 满足稳态振动微分方程： 

44

4

d ( )
( ) 0

d
i i

i

u z
u z

hz

   
 

      （2） 

式中：z 为埋深； i 为节点 i 振动特性的量化指标，

其表达式为 

1 42
t

t t

1 42
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p p

1 42
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p p
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m
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E I

m
h

E I

m k i c
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桩埋入

塔

段

段

    （3） 

式中：Et 和 Ep 分别为塔筒和单桩的弹性模量；It 和

Ip 分别为塔筒和单桩的截面惯性矩。 

采用差分法进行求解，i 节点位移 iu 的差分表 

达为 

4
2 1 1 24 (6 ) 4 0i i i i i iu u u u u             （4） 

塔顶满足边界条件如下： 

2 t t
0 t t 0 2 1 1 23

sin ( 2 2 )
2

E I
P t m u E I u u u u u

h
         

   （5） 

t t
t t 0 1 0 12

sin ( 2 )
E I

M t E I u u u u
h

      （6） 

式中： 0u 为塔顶位移； 0u和 0u分别为塔顶位移对

时间的二阶和三阶导数； 2u 、 1u 、 1u 和 2u 分别为

节点−2、−1、1 和 2 位移。 

桩端边界条件依据对转角和位移约束而不同。

根据 K 点（Kʹ点）位移 Ku （ Ku  ）、转角、弯矩和剪

力连续条件，可得到补充方程。以弯矩连续条件为

例，计算公式为 

p pt t
1 1 1 12 2

( 2 ) ( 2 )K K K K K K

E IE I
u u u u u u

h h        

（7） 

式中： Ku 为塔底位移； Ku  为桩顶位移。 

结合标准节点差分方程（4）、边界条件以及连

接点处连续条件，可得到结构整体响应求解矩阵： 

u u× K u P             （8） 

式中：u 为风机各节点水平位移列向量；Pu为水平

荷载列向量；Ku 为整体刚度矩阵。 
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其中： 

2 4 2 3
t

0
t t t t

2
2

m h m h
B

E I E I

 
          （10） 

2 4
t

1
t t

5
m h

B
E I


              （11） 

46 (2 2)i iB i n  ≤ ≤       （12） 

4
1 15n nB                （13） 

42n nB                 （14） 

t t

p p

E I
k

E I
                （15） 

2.2  桩土动力相互作用非线性特性 

假设土体为弹性材料，文献[17]给出了式（1）

中地基土与桩的相互作用刚度项 kpx为 

px s1.2k E               （16） 

式中：Es 为土体弹性模量。 
阻尼项 pxc 由滞回阻尼和辐射阻尼组成，即 

1
px 4

px s s 0 02 6
k

c D V d a



        （17） 

式中：D 为土体阻尼比； s 为土层密度； 0d 为桩

外径； sV 为土层剪切波速； 0a 为桩身无量纲参数，

a0=ωd0/Vs。海上风机所受到的荷载频率通常在 0～

1 Hz 之间，因频率较低可忽略辐射阻尼[18]，本文仅

采用滞回阻尼考虑土体的能量耗散。 

风机共振频率分析中土体经常采用上述弹性

模型，但大量桩土动力相互作用试验发现，随着动

应变的发展，桩土刚度和土体阻尼比分别呈现明显

的下降和上升趋势，如图 3 所示。图中，kini 为地基

反力初始模量， 1k 为土体第 1 次屈服后（即第 1 次

加载到达最大值后）的刚度， 2k 为第 2 次循环加载

到达最大值后土体的刚度。 

 

 
图 3  非线性桩土相互作用滞回曲线示意图 

Fig.3  Schematic diagram of nonlinear hysteretic curves 
for pile-soil interaction 

考虑桩-土相互作用非线性，桩侧土体非线性

骨干曲线采用在 API 规范[19]基础上改进的双曲线

型 p-y 曲线[20]，具体表达式为 

ini u

1
y

p
y

k p




            （18） 

式中： up 为桩周土的极限抗力，其表达式为 

ini hk n z               （19） 

2
u p s 0p K zd            （20） 

2
p tan 45

2
K

    
 

        （21） 

式中： s 为砂土的有效重度； pK 为朗肯被动土压力

系数； hn 为初始地基反力系数。朱斌等[21]基于离心

模型试验结果，建议在没有实测数据的情况下采用

Terzaghi 建议值[22]较为合理，如图 4 所示，由于本

文砂土相对密实度取值较广，对建议值进行曲线拟

合延长。为砂土内摩擦角，依据 API 规范，由相

对密实度确定，取值范围为 20°～40°，具体见表 1。 

 

 

图 4  Terzaghi[22]建议砂土 nh值和拟合曲线 
Fig.4  Values of nh for sand recommended by Terzaghi[22] 

and curve fitting 

 
表 1  API RP2A-WSD 砂性土内摩擦角取值 

Table 1  API RP2A-WSD internal friction angle of sand  

密实度  /(°) 

非常松散 20 

松散 25 

中等密实度 30 

密实 35 

非常密实 40 

 

依据 Seed 等[23]研究结果，土体阻尼比 D 与剪

应变的关系如图 5 所示。 

为确定当前桩侧位移 y 对应的桩周土体阻尼比

D，需要得到当前桩侧土体剪应变。Matlock[24]基于
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Skempton[25]提出了桩身位移方向桩周土体平均正

应变 a 与桩身侧向位移 y 的关系可近似表示为 

a
02.5

y

d
                （22） 

 
图 5  砂土中阻尼比随剪应变变化曲线 

Fig.5  Damping ratio curve with shear strain in sand 
 

垂直于受力方向的横向正应变 v =− a ，其中

 为桩周土体泊松比。三轴剪切试验条件下，剪应

变表示为 

 a v a1                 （23） 

因此，桩周土体平均剪应变表达式为 

0

1

2.5
y

d

 
              （24） 

2.3  求解步骤 

引入桩土非线性骨干曲线和桩周土体剪应变

相关滞回阻尼，对大直径单桩基础海上风机稳态振

动的频域响应整体差分矩阵进行迭代求解，以得到

其共振频率。基本步骤如下： 

（1）在塔筒顶部输入某频率简谐荷载，令塔筒

和单桩初始位移为 0，桩侧土体初值阻尼比为 0，

由桩侧 p-y 骨干曲线确定节点处桩土初始刚度 kini。

更新整体风机刚度矩阵 0
uK 进行求解，得到初次风

机塔筒和单桩水平位移 u1。其中，上标 0 和 1 分别

表示结构初始状态和受载后第一增量状态。 

（2）由步骤（1）得到的单桩位移 u1 更新桩侧

割线刚度 k1 
px，计算桩侧土体剪应变更新桩侧土体阻

尼比 D1。 

（3）更新风机整体刚度矩阵 1
uK ，进行计算。 

（4）重复步骤（2）、（3），进行迭代求解，直

至两次风机结构位移响应差值达到预先设定。 

（5）保持简谐荷载幅值不变，改变荷载频率，

重复步骤（1）～（4），得到不同频率下的整体风

机响应，确定当前荷载幅值下风机的共振频率。 

（6）改变简谐荷载幅值，重复步骤（1）～（5），

得到不同荷载幅值下整体风机的共振频率。 

3  理论模型验证 

为验证简化分析方法的合理性，进行了考虑土

体非线性对单桩基础风机共振频率影响的模型试

验和工程实例分析。 

3.1  与模型试验对比 

试验装置和大直径单桩基础风机模型如图 6 所

示，模型材料为钢，风机结构参数见表 2。激振系

统主要由 ECON 信号发生器、YE5871 型功率放大

器、JMJ-5 激振器三部分组成。风机和稳态激振器

之间通过刚性杆连接，并设有力传感器，用于监测

加载水平。其中，力传感器采用了世敖 SAZKT131E

型电荷式力阻抗头。激振器输出水平正弦简谐激振

荷载，加载频率为 1～15 Hz，间隔为 0.5 Hz，加载

幅值由计算机输入电压指令以及功率放大器微调

实现精准控制，于正式试验前对其进行测验标定。

风机顶部布置朗斯 LC0129T 型内装 IC 压电式加速

度传感器，采集信号软件可直接对测量的加速度响

应进行二次积分，得到风机顶部位移幅值。 
 

    

图 6  试验装置和风机模型 
Fig.6  Test devices and the wind turbine model 

 
表 2  模型试验和工程实例中风机结构参数 

Table 2  Parameters of wind turbines in the model test and the engineering example 

类型 
塔筒、桩弹

性模量/GPa 
管桩外径

/cm 
塔筒外径

/cm 
管桩壁厚

/mm 
塔筒壁厚

/mm 
密度

/(kg·m−3) 
钢泊松比 塔筒高度/m 桩长/m 桩埋深/m 

塔顶风机集

中质量/kg 

试验模型 200   4   4  2  2 7 850 0.167  0.7  0.3  0.25      1.6 

Lely（A2） 210 370 270 12 35 7 850 0.167 41.5 21.0 21.00 32 000.0 

 

模型箱长×宽×高为 50 cm × 40 cm × 50 cm，地 基制备高度为 49 cm。为消减边界效应，模型箱内
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壁布置2 cm厚泡沫层。试验土样为丰浦干砂，每5 cm

碾压一次，控制砂土密度=1.56 g/cm3，对应相对

密实度为 75%。砂土泊松比 0.25，初始剪切模量 0G

采用弯曲元波速试验测定。依据试验结果，得到模

型箱砂土初始剪切模量和弹性模量分别为 12.4、

31.0 MPa。 

考虑简谐荷载幅值 P 分别为 0.25、0.75、1.25、

1.75 N，开展了 4 组工况下风机模型扫频试验。图 7

为试验得到的不同幅值简谐荷载作用下塔顶的位

移频谱图。随着荷载幅值逐渐增大，由于土体非线

性的影响，风机系统共振频率逐渐减小，荷载幅值

0.25、0.75、1.25、1.75 N 对应的共振频率分别为

11.5、11.0、10.5、10.0 Hz。图 8 为模型试验结果与

本文非线性简化理论分析计算值的对比。可以看

到，本文简化分析方法得到的结果与试验结果变化

规律一致，验证了方法的合理性。本文方法得到的

共振频率偏大，可能与土体初始模量取值偏大有

关。弯曲元测试必须在一定压力下进行，土体埋深

过浅会导致土体自重不满足弯曲元承压条件，试验

忽略了浅层土体剪切模量。 

 

 

图 7  塔顶动态位移响应与共振频率 
Fig.7  Dynamic displacement response of the tower top to 

obtain resonance frequency 

 

 

图 8  本文方法计算结果与模型试验结果对比 
Fig.8  Comparison of the results between the proposed 

method in this study and the model test 

3.2  与工程实例对比 

Zaaijer[26]对荷兰 Lely（A2）大直径单桩基础风

机开展了共振频率现场实测。风机塔筒底端直径为

3.2 m，顶端直径为 1.9 m，等效塔筒直径为 2.7 m，

桩基为钢管桩，具体参数取值汇总于表 2。工程实

例中海床表层土为中砂、中密砂及部分黏土，本文

按照中密砂进行计算，土体密度为 1 960 kg/m3，土

体泊松比为 0.25。参考低风速工况下风机所承受的

环境荷载，水平简谐荷载幅值 P 选取 10、50、100 kN。 

图 9 为本文简化方法计算得到的不同幅值简谐

荷载下风机共振频率与现场实测对比图。由图 9 可

以看到，荷载幅值为 10、50、100 kN 对应的风机

共振频率分别为 0.645、0.636、0.628 Hz，与现场实

测值 0.634 Hz 较为接近，且共振频率误差明显小于

塔底固定端模型，验证了简化分析方法的正确性和

有效性。需要指出，由于本文采用频域方法计算风

机系统共振频率，忽略了对此影响较小的风机结构

阻尼，导致风机位移幅值偏大。 

 

 

图 9  本文方法结果与现场实测对比 
Fig.9  Comparison of the results between the proposed 

method in this study and the field measurement 
 

4  影响因素分析 

以 3.2 节 Lely（A2）大直径单桩基础风机结构

为研究对象，采用本文考虑土体非线性的频域理论

简化分析方法，塔顶施加水平简谐荷载幅值 P 为

10、50、100 kN，探讨砂土密实度、单桩基础长度

和桩外径对风机共振频率非线性的影响，计算结果

均以频率绝对值和归一化值 f/f0 的形式展示。其中，

f 和 f0 分别为土体非线性和线弹性条件下的风机系

统共振频率。 

4.1  砂土密实度对风机共振频率非线性的影响 

考虑砂土相对密实度 Dr 分别为 30%、50%、

70%、90%，对应砂土松散、中密、密实、非常密

实状态，参考表 1，内摩擦角分别为 25°、30°、35°、
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40°，朗肯被动压力系数分别为 2.463 9、3.000 0、

3.690 2、4.598 9。保持风机上部结构参数不变，基

础部分桩长取 15 m，不同砂土密实度中风机系统共

振频率的结果汇总于表 3。可以看到，随着砂土相

对密实度的增加，桩土刚度增大，风机系统共振频

率逐渐增加。此外，与线弹性模型相比，本文模型

采用双曲线型 p-y 骨干曲线考虑桩土刚度退化，采

用剪应变相关滞回阻尼考虑桩周土体能量耗散，风

机系统共振频率较小。 

 
表 3  风机共振频率随砂土密实度变化 

Table 3  Resonance frequency of wind turbine varies with 
sand density  

相对密实度 Dr /% 
共振频率/ Hz 

线弹性 P=10 kN P=50 kN P=100 kN 

30 0.557 0.541 0.510 0.493 

50 0.621 0.605 0.589 0.573 

70 0.645 0.629 0.621 0.605 

90 0.660 0.645 0.637 0.629 

 

将表 3 结果以归一化比值 f/f0 表示，得到图 10。

可以明显看到，随着荷载幅值的增加，风机共振频

率呈非线性趋势逐渐减小。这是由于砂土的非线

性，荷载水平的增加引起桩周土体应变逐渐增加，

土体刚度逐渐衰减，而阻尼比增加。刚度项占风机

共振频率变化的主导因素，明显大于阻尼项的影

响。此外，随着砂土相对密实度的减小，风机共振

频率的衰减速度逐渐提高。例如，荷载幅值 P 为 10、

50、100 kN 时，共振频率在相对密实度 Dr为 90%

的砂土中分别降低了 2.27%、3.48%、4.70%，而在

相对密实度为 30%的砂土中分别降低了 2.87%、

8.44%、11.50%。表明在松散砂土中，桩土刚度退

化程度较大，风机共振频率非线性的趋势更为明

显。 
 

 

图 10  不同砂土密实度归一化共振频率随荷载幅值变化曲线 
Fig.10  Variation curves of normalized resonance 

frequencies with loading amplitude under  
different sand densities 

4.2  桩长对风机共振频率非线性的影响 

风机上部结构参数不变，砂土相对密实度取

50%，考虑桩长 L 为 12、16、20、24 m，风机共

振频率的结果见表 4。将结果以归一化比值 f /f0 表

示，得到图 11。由图可见，随着桩长的减小，风

机共振频率的衰减程度明显增加。例如，荷载幅值

P 为 10、50、100 kN 时，共振频率对于桩长 24 m

的风机分别降低了 1.26%、2.52%、3.77%，而对于

桩长 12 m 的风机分别降低了 2.75%、9.64%、

13.8%。这是由于表层砂土刚度退化程度最大。当

桩长较短时，土体非线性对风机共振频率的影响更

为明显。 

 
表 4  风机共振频率随桩长变化 

Table 4  Resonance frequency of the wind turbine varies 
with pile length 

桩长 L/m 
共振频率/ Hz 

线弹性 P=10 kN P=50 kN P=100 kN 

12 0.581 0.565 0.525 0.501 

16 0.629 0.613 0.597 0.589 

20 0.637 0.629 0.613 0.605 

24 0.637 0.629 0.621 0.613 

 

 

图 11  不同桩长归一化共振频率随荷载幅值变化曲线 
Fig.11  Variation curves of normalized resonance 

frequencies with loading amplitude under  
different pile lengths 

 

4.3  桩径对风机共振频率非线性的影响 

风机上部结构参数不变，砂土相对密实度取

50%，考虑桩外径 d0为 2、3、4、5 m，风机共振频

率的结果见表 5。结果以归一化比值 f/f0 表示，得到

图 12。由图可见，随着桩径的减小，风机共振频率

的衰减程度明显增加。例如，荷载幅值 P 为 10、50、

100 kN 时，共振频率对于桩径 5 m 的风机分别降低

了 1.25%、3.77%、5.02%，而对于桩径 2 m 的风机

分别降低了 7.74%、13.70%、19.90%。表明桩径较

小时，土体非线性对风机共振频率影响更为明显。 
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表 5  风机共振频率随桩径变化 
Table 5  Resonance frequency of the wind turbine varies 

with pile diameter 

桩外径 d0/m 
共振频率/ Hz 

线弹性 P=10 kN P=50 kN P=100 kN 

2 0.517 0.477 0.446 0.414 

3 0.597 0.582 0.557 0.541 

4 0.629 0.613 0.597 0.581 

5 0.637 0.629 0.613 0.605 

 

 

图 12  不同桩径归一化共振频率随荷载幅值变化曲线 
Fig.12  Variation curves of normalized resonance 
frequencies with loading amplitude under different 

pile diameters 
 

5  结  论 

本文基于 Winkler 地基模型，考虑土体的非线

性，建立了大直径单桩基础海上风机共振频率的频

域理论简化分析方法，探讨了砂土密实度、桩长和

桩径变化对风机共振频率非线性的影响。主要结论

如下： 

（1）与模型试验结果和 Lely（A2）工程实例现

场实测数据对比，验证了本文非线性频域理论简化

分析方法计算风机系统共振频率是有效、合理的。

采用双曲线型 p-y 骨干曲线考虑桩土刚度非线性，

以及剪应变相关滞回阻尼考虑土体能量耗散，克服

了传统土体材料完全弹性简化的缺陷，对风机结构

的设计和运营评估至关重要。随着荷载水平的增

大，风机系统共振频率呈现减小趋势。桩土刚度项

占风机共振频率变化的主导因素，明显大于阻尼项

的影响。 

（2）砂土密实度与风机共振频率非线性程度呈

负相关。随着砂土密实度的减小，风机共振频率受

土体非线性的影响逐渐增加。 

（3）随着桩长或桩径的减小，风机共振频率受

土体非线性的影响明显增加。当桩长由 24 m 减小

至 12 m，共振频率在荷载幅值为 100 kN 作用下分

别减少了3.77%和13.8%。当桩径由5 m减小至2 m，

共振频率在荷载幅值为 100 kN 作用下分别减少了

5.02%和 19.9%。 

需要指出，本文频域简化方法忽略了风机结构

阻尼，会引起风机位移响应幅值偏大；将塔筒简化

为等截面梁，可能会引起风机共振频率偏大，后续

研究工作需要对此进一步探讨和完善。 
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