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摘  要：不均匀地层中超静孔压的扩散、重分布过程会导致孔隙水集中渗流累积至局部区域，导致该区域土体强制吸

水，从而引发剪胀性砂土边坡地震后侧向流动变形甚至失稳。通过分析边坡流动变形过程中砂土的应力路径特征及强

制吸水条件下的体变平衡条件，指出预测剪胀性砂土边坡流动变形的关键是描述砂土保持常剪应力和当前峰值应力比

时的剪胀特性和震后再固结体变特性。通过常偏应力下的三轴剪切吸水试验，观察了砂土在流动变形过程中的吸水量

与剪应变发展的关系，给出了基于强制吸水体变预测流动剪应变的状态剪胀模型。基于剪切后再固结试验，得出了再

固结体变的变化规律和数学描述。基于所提出的机制和数学描述，给出了基于有限差分法的边坡流动变形发展过程直

至失稳破坏的模拟方法。 
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Abstract: The diffusion and redistribution of the excess pore pressure in inhomogeneous strata lead to pore water concentration 

in certain local areas, where the soils are compelled to absorb water, causing continuous flow deformation of slopes composed 

of dilative sand both during and after earthquakes. By studying typical stress paths and volumetric strain component constraints 

of sand during flow deformation, it is found that the stress-dilatancy under shearing with constant deviator stress along the peak 

stress ratio and post-earthquake reconsolidation volumetric strain are the two key issues in modeling the post-earthquake flow 

deformation and failure. The triaxial compression tests under constant deviator stress are performed to observe the relationship 

between water absorption and shear strain development of sand, and a state-dependent dilatancy model is proposed to predict 

the large shear strain according to the volume of absorbed water. A description of reconsolidation volumetric strain is also 

developed based on the consolidation tests on specimens after large shearing. A procedure for modeling the development of the 

post-earthquake flow deformation is proposed based on the proposed mechanism, mathematical descriptions and simplified 

finite difference method to simulate pore water seepage. 
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0  前    言 
震害调查发现，大量不具有流滑特性的剪胀性砂

土构筑物或具有驱动剪应力的地基出现流滑的现象。

1971年美国San Fernando坝在地震结束后30 s左右发

生整体滑坡破坏[1]，1975年中国海城地震的主震过后

大约1 h 20 min，石门水库土坝上游砂砾料坝坡的水下

部分发生滑坡[2]，1976年唐山地震中密云水库白河主

坝上游砂砾石保护层的水下部分发生滑坡[3]。其他类

似的震害实例在1964年新泻地震、1987年新西兰地震

和1995年阪神地震中均有报道[4-5]。这些震害实例有共

同的特点：①破坏均发生在地震结束后的某一时段，

表明坝坡的滑动不是地震惯性力引起的，而是受其他

的破坏机理所支配；②这些滑动实例中的饱和砂土（或

砂砾料）不是具有流滑特性的松砂，而是具有剪胀性

的中砂到密砂，用不排水抗剪强度分析，是不会产生
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滑坡的。Lee等[6]对San Fernando坝的详细室内试验表

明，用相应填筑密度试样的不排水抗剪强度进行边坡

稳定分析[7]，该坝不可能发生滑动。周景星等[8]的室

内试验结果表明：密云砂砾料（细料）处于中密偏松

至中密偏密状态，其不排水剪切的应力应变曲线不具

有流滑特性；并且进一步通过反分析发现只有将砂砾

料的内摩擦角降低到21°且加上地震惯性力作用该坝

才可能滑坡[9]。 
在不排水条件下，流滑现象只出现在非常疏松的

砂土中（相对密度一般小于 10%～15%，标准贯入击

数不到 1）。实际工程中的砂土一般处于中密到密实

状态，其在不排水条件下出现剪胀硬化现象，不排水

剪切强度远大于相同初始固结应力下的排水剪切强

度。用现有基于砂土不排水剪切强度的稳定分析方法

不能解释上述边坡地震后流滑破坏的原因。已有研究

成果指出[10]：上述边坡破坏的原因可能是饱和砂土在

地震后的渗流过程中发生了孔隙比重分布，即超静孔

压的扩散和转移导致局部区域的砂土强制吸水变松，

剪切强度下降，当强度下降到不足以维持边坡的稳定

时，出现滑动破坏。大量的模型试验研究[11-15]证实了

这一猜想，并进一步得出如下认识：①具有相对不透

水表层的饱和砂性土边坡或地基，随着震动产生的超

静孔压的扩散和转移，孔隙水一般转移至砂土与相对

不透水层的界面处；②强制吸水效应有局部化现象，

往往在相对不透水层的界面处形成水膜，变形主要沿

着该局部区域发展。 
部分排水条件下的室内单元试验可以从土的应力

应变行为角度探讨剪胀性砂土边坡流滑的原因。Vaid
等[16]通过等应变增量比试验研究了部分排水条件下

饱和砂土剪切强度下降的现象，表明即使很小的体积

膨胀也会导致剪胀性砂土试样发生应变软化甚至失

稳。张建民等[17]对饱和砂土进行了液化后控制剪切吸

水速率的试验，王富强等[18]进一步开展了循环剪切条

件下饱和砂土的吸水试验。他们的试验结果表明，只

要剪切吸水率等于或大于自然吸水率，剪胀性砂土的

应力应变曲线也会出现完全塑性或应变软化现象。

Boulanger 等[19]、Sento 等[20]、Yoshimine 等[21]通过反

压注水的手段进行保持常剪应力的剪切试验来观察试

样的吸水量与剪应变的关系。 
本文首先对成层地基中超静孔压的扩散、重分布

规律及土单元的应力路径和体变平衡条件进行分析，

探讨剪胀性砂土流滑的机理；然后根据试验成果总结

剪胀性砂土在大剪切变形过程中的吸水规律和再固结

体变规律，并给出相应的数学描述；最后在此基础上

给出剪胀性砂土边坡地震后流动变形过程的简化计算

方法，并通过实例分析再现地震后流动变形直至失稳

破坏的现象。 

1  剪胀性砂土流滑的机理 
剪胀性砂土流滑现象与自然排水条件下孔压重分

布导致的局部土体强制吸水有关，须放在具体边值问

题中来阐释。如图 1 所示的一维成层地基，可液化的

饱和砂土层上覆有一层渗透系数较低的黏性土层。当

地震作用使饱和砂土层中产生超静孔压时，地基中会

产生自下而上的渗流。由于黏性土层的渗透系数低于

砂土层，渗流在土层交界面处被阻滞，砂土层上部会

出现孔压和孔隙水的累积，强迫此区域的饱和砂土吸

水，使其体积膨胀、孔隙比增大。如图 1 所示，越靠

近土层交界面，强制吸水效应越强烈。在一定条件下，

在交界面处还可能形成一个很薄的水膜层。 
对于水平地基，超静孔压重分布可能会使上部砂

层中的孔压超过上覆土重，从而使上覆土层被劈开，

出现“砂沸”现象。 
对于倾斜地层，地震后孔隙水渗流可能引起侧向

变形和流滑，其机理可通过分析图 1 中典型土单元 E1

和 E2 的应力路径及体变平衡条件来说明。土单元 E1

位于下部砂土层中，如图 2 所示，其震前应力状态位

于 A1 点，地震作用使其应力状态达到 B1 点。在震后

的渗流过程中，从 E1向上流出的渗流流速 vi-1大于从

下部流入的渗流流速 vi，于是渗流过程导致 E1排水，

体积收缩，有效球应力增加，有效应力路径向 A1点运

动。砂层中下部的所有土单元在渗流过程中的应力路

径都与 E1一样，在震后的渗流过程中出现孔压消散，

体积压缩，宏观呈现出地基沉降的现象。 

 

图 1 震后渗流引起成层地基孔压重分布示意图 

Fig. 1 Illustration of pore pressure redistribution of layered ground 

during post-earthquake seepage 

土单元 E2位于砂土层顶部，如图 2 所示，其震前

应力状态位于 A2 点，地震作用使其应力状态达到 B2

点。由于上部黏土层的渗透系数低于砂土层，从 E2

向上流出的渗流流速 vj-1小于下部流入的渗流流速 vj，
渗流作用使 E2强制吸水、体积膨胀、有效球应力减小。

由于土单元中驱动剪应力 qs的存在，球应力只能减小
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到足以维持驱动剪应力的最小球应力 pmin=qs/Mp，Mp

是当前状态的峰值剪应力比，即图 2 中强度线上的 C2

点。应力路径达到峰值应力比以后，并不意味着土单

元发生无限的变形而破坏，其应力应变响应可以通过

土单元的体变平衡条件来分析。砂土的体变 v 可分为

两个部分：①有效球应力变化引起的体变 vc ，称为压

缩体变；②剪切引起的体变（剪胀或剪缩） vd ，称为

剪切体变，即 

v vc vd      。             (1) 
体变的符号约定体积压缩为正，体积膨胀为负。当应

力状态达到峰值应力比（C2点）时，球应力减小至最

小值 pmin，强制吸水已不能再引起有效球应力的减小，

土单元的体积膨胀也就无法再由压缩体变 vc 来平衡，

而只能由剪切应变 vd 平衡，即 

vc v min

vd v min v

      ( )
      ( = 0)

p p
p p

 
  

   

    
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当 且
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q vd( )f      ，               (3) 

vc( )p u f       。            (4) 

式中   u 为孔压； q 为偏应变，在三轴条件下

q 1 3    。式（2）～（4）的物理含义是：①保持

常驱动剪应力条件下，在应力状态达到峰值应力比以

前，强制吸水引起的体变由压缩体变来平衡，所以引

起有效球应力（及孔压）的增加或减小；②土单元在

应力状态达到峰值应力比以后，为保持常驱动剪应力，

强制吸水引起的体积膨胀只能由剪切体变来平衡，为

了产生相应的剪切体变，于是就产生相应的剪应变，

所以在地震后的渗流过程中局部土体强制吸水导致边

坡产生持续的流动变形。 

图 2 成层倾斜地基典型点震后渗流过程应力路径 

Fig. 2 Typical stress paths in layered inclined ground during  

post-earthquake seepage 

饱和砂土单元不可能无限剪胀，当剪胀量达到其

最大值还不足以平衡强制吸水引起的体积膨胀时，该

土单元的剪应变将无限增加，出现失稳现象。式（3）
可进一步写成剪胀方程的形式： 

vd vd vd,min
q

vd vd,min

d / ( )
d

( )
D  


 


  

＞

≤
  ，  (5) 

式中，D为剪胀速率， vd,min 为最大剪胀量（注意剪胀

为负）。砂土的最大剪胀量与相对密度密切相关，相对

密度越大，最大剪胀量就越大，反之亦然；所以砂土

越松越容易产生流滑失稳现象。 
上述机理虽然是通过一维倾斜地基推导的，也可

以推广到更为复杂的边值问题。如图 3 所示，地震作

用在土层中产生超静孔压后，孔压的扩散转移过程取

决于土层分布及土层特性，渗流通道一旦出现阻滞，

在阻滞界面处将出现局部土体强制吸水现象。若强制

吸水量超过土单元通过剪切变形所能达到的最大剪胀

量，则该单元就不能承受作用在其上的驱动剪应力，

产生的不平衡力将分担给潜在滑动面上的其他土单

元，当整个潜在滑动面上的土体所能承受的剪应力总

和不能维持作用在其上的驱动剪应力时，将产生宏观

的滑坡。震后孔压的扩散转移过程需要时间，所以在

宏观现象上滑坡发生在地震后的一定时间。 

图 3 复杂边值问题中流滑示意图 

Fig. 3 Flow slides under complicated boundary conditions 

基于上述机理和分析，模拟剪胀性砂土地震后流

动大变形需要正确再现实际边值问题中超静孔压的扩

散、转移、重分布过程以及由此导致的局部土体剪切

吸水现象，并合理描述饱和砂土在强制吸水过程中的

变形特性和震后再固结特性。对流滑应力路径的进一

步分析表明，饱和砂土在强制吸水过程中的变形特性

的核心是保持常驱动剪应力及当前峰值应力比时的剪

胀特性。 

2  剪胀性砂土流动大变形特性 
2.1  流动大变形试验 

为了研究饱和砂土强制吸水量与剪应变的变化关

系，模拟图 2 的应力路径进行三轴试验。试验用砂为

用于水泥胶砂强度检验的中国 ISO 标准砂，粒度分为

三级：粗砂 1.0～2.0 mm，中砂 0.50～1.0 mm，细砂

0.08～0.50 mm，各占 1/3。ISO 砂的颗粒比重为 2.65，
最大孔隙比为 0.715，最小孔隙比为 0.364。制样采用

水中砂雨法，通过通 CO2和加反压使试样饱和。 
图 4 是 Dr=44%的 ISO 砂在围压 100 kPa、静偏应

力 50 kPa 下的试验结果。如图 4 所示，试验过程为：

①在指定的围压下固结试样至 A点；②加载至 B点，
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偏应力达到 qs，以模拟驱动剪应力；③B点至 C点，

轴向以常应变速率压缩，通过增大反压（或降低围压）

向试样注水以保持试样静偏应力qs不变，记录体变量，

直至试样有效应力达到当前峰值破坏应力比曲线上的

C 点；④CD 段试样的应力状态处于峰值应力比，继

续剪切并通过调整反压或围压保持静偏应力不变，测

量试样吸水的体积。 

 

   

图 4 流滑变形试验典型结果 

Fig. 4 Typical results of flow deformation tests 

图 5 给出了几种不同初始密度的 ISO 标准砂在不

同初始围压和偏应力下的吸水（注水）体变与剪应变

的变化关系的试验结果。分析图 4 和图 5 的试验结果，

可以得出如下认识： 
（1）从图 4（d）给出的吸水体变曲线可以看出，

剪切吸水主要发生在 CD段，BC段的吸水体变的量值

相对于总的体变量较小。BC 段路径主要是使土达到

流动大变形的启动状态，在实际地震中该段主要由循

环剪切作用产生的体积收缩来达到。 
（2）从图 5 可以看出，不同固结压力和静偏应力

下相对密度相近试样的体变曲线的差别主要在 BC
段，CD 段的吸水体变基本相同，在试验的初始固结

应力范围内（100～400 kPa），起始的固结应力和静剪

应力对该 CD段吸水体变的变化影响很小。 
（3）试样的吸水速率随着剪应变的增加逐渐减

小，总的体变量趋于稳定。随着试样孔隙比的增加，

当前峰值应力比逐渐减小并逐渐趋于稳定值（图 4
（c））。该现象意味着在大剪切应变时存在一个稳定状

态[22]。 
（4）除去个别离散试验结果，土样的相对密度越

大，达到相同剪应变需要的吸水量也越大。吸水体变

的变化形式与砂土的剪胀特性随相对密度的变化规律

是一致的。该现象和前述机理分析中指出的 CD 段的

吸水体变等于土的剪胀体变的结论一致。 

图 5 常偏应力剪切下 ISO 砂吸水体变与剪应变的试验结果 

Fig. 5 Test results of absorbed water and shear strain of ISO sand  

under shearing with constant deviator stress 

2.2  强制吸水剪胀的数学描述 

正如前面机理分析中所指出的，实际边值问题中

饱和砂土强制吸水引发流动变形的过程处于 CD 段的

应力路径，合理描述 CD 段在剪切过程中的体积变化

规律是预测流动大变形的核心。 
砂土在单向剪切过程中趋向一个稳定状态（也称

临界状态），在稳定状态下土的球应力、剪应力及体积

（孔隙比）保持不变[22]。当对土样注水使其孔隙比 e
达到稳定状态孔隙比 ecs 时，就产生流滑，在达到 ecs

前可根据剪胀关系由注水量预测流动剪应变。 
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为了描述当前状态与稳定状态的物态差距，定义

相对状态指数[23]如下： 
cs

R r,cs r
max min max min

e e D D
e e e e





   

 
 ，(6) 

式中，emax 和 emin 分别为砂土的最大和最小孔隙比，

Dr,cs 为稳定状态的相对密度，Dr 为当前相对密度，

cs( )e e   为 Been 等[24]建议的状态参数。相对状态指

数是采用(emax-emin)将状态参数 归一化，目的是减小

不同种类的砂土模型参数的离散性，便于参数选取和

参考。 
借鉴状态剪胀理论的已有研究成果[25]，CD段的

剪胀关系可以写成如下形式： 
  re d pD d M M       ，      (7) 

p
p cse

nM M    ，            (8) 
d

d cse
nM M    。             (9) 

式中  Mp 为当前状态的峰值应力比；Md 是当前状态

的相态转换应力比；Mcs 为稳定状态应力比；np 和 nd

分别是峰值应力比和相态转换应力比随状态指数变化

的拟合参数；dre是可逆性剪胀系数。在达到稳定状态

相对密度时；Mp=Md，剪胀速率 D为零，因此保证了

最大剪胀量就是达到稳定状态时所发生的体变。 
砂土的稳定状态孔隙比随着压力增加而减小，但

是对于液化所研究的应力范围（一般小于 400 kPa），
稳定状态孔隙比随固结应力的变化很小。在不排水条

件下具有流滑特性的砂的相对密度约小于 10%～

15%，因此近似取 Dr,cs=10%。根据图 4，5 所示的峰

值剪应力比变化曲线以及吸水体变试验结果，取 ISO
标准砂的参数为：Mcs=1.25，np=0.5，nd=1.3，dre=0.5。
图 5 给出了 Dr=40%的 ISO 砂的模型计算结果和试验

结果的对比。采用该参数，可进一步预测其他相对密

度的 ISO 砂的吸水体变和剪应变的关系曲线，见图 6。 

 

图 6 模型预测的 ISO 砂吸水体变-剪应变关系图 

Fig. 6 Relationship between absorbed water volume and shear  

strain of ISO sand predicted by proposed model 

2.3  压缩体变规律及描述 

在完成常偏应力剪切试验后，保持试样的轴向应

变不变，通过增减有效固结应力进行循环固结试验。

图 7 给出了 Dr=40%的 ISO 砂试样在两种不同的初始

固结压力下的循环固结压缩曲线。可以发现：两个不

同的固结压力下试样的循环固结体变曲线相似；初始

再固结段的体变量较大，在随后的循环固结过程中，

体变逐渐累积，但是随着循环次数的增加，累积的速

率逐渐减小。 
只对初始再固结段进行模拟，假设再固结过程中

的体变都是压缩体变，可采用笔者提出的砂土液化大

变形本构模型[26-27]中的压缩体变公式来描述初始再

固结体变曲线： 
1

vc vc,0 01 ( / ) np p        ，     (10) 
1

0
vc,0

a

1
(1 )

n
p

K n p



 

     
  ，    (11) 

式中， vc,0 是球应力从 p0减小到 0 所发生的压缩体变

值；K 是一个体积模量数，与砂的孔隙比有关。图 8
给出了式（10）计算的相对密度为 40%的 ISO 砂的初

始再固结曲线与试验结果对比。 

图 7 流动大变形后球应力与再固结体变的试验结果 

Fig. 7 Test results of reconsolidation volumetric strain and mean  

.stress after large flow deformation 

图 8 压缩体变模型公式的表现 

Fig. 8 Performance of compressive strain model 

需要指出，对于复杂的边值问题，可能存在土单
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元有效应力为零的情况。由于在零有效应力状态，存

在着未发挥的体变势，液化后的再固结体变与有效应

力无对应关系，需要用能够描述液化后体变势累积过

程及具有零有效应力状态处理机制和算法的本构模型

来描述[26-27]。 

3  边值问题分析 
3.1  分析方法 

得出强制吸水体变和剪应变的关系及孔压消散与

所能排出的孔隙水体积的关系，就可以用完全耦合的

动力固结或震后的静力固结分析数值方法求解边坡流

动变形的过程。为了更简明地说明地震后流动大变形

计算的具体过程和要点，在本文所提出的体变平衡机

制及两个本构关系式的基础上，采用如图 9 所示的基

于有限差分的方法来模拟一维成层地基超静孔压扩

散、重分布及消散过程和流动变形过程。 

图 9 流滑变形计算流程图 

Fig. 9 Flow chart of modeling flow deformation 

对于如图 1 所示的一维成层地基，将其分为 n层，

每层的层厚为 hi，渗透系数为 ki，超静孔压为 ui。根

据达西定律，层间的孔隙水渗流流速为 
-1 -1

-1
-1 -1 w/ /

i i i i
i

i i i i

h h u uv
h k h k 

 



  ，  (12) 

式中， w 为水的重度。由于渗流引起的每层的体积变

化量等于该时段内排除孔隙水的体积，即 
v, -1( ) /i i i iv v t d      。       (13) 

得到体变量后，由式（2）判断该体变量应转换为压缩

体变还是剪切体变，进而转入由式（7）计算剪应变的

增加或由式（10）计算球应力和孔压的变化。按上述

方法进行时间步长的递推，并在每个时步进行层间循

环计算，即可计算得到土层的孔压扩散重分布过程及

流动变形的发展过程。 

3.2  一维倾斜地基分析 

对于图 1 所示地基，设地基整体倾斜 10°，地基

总的厚度为 10 m：上部黏性土层厚 3 m，渗透系数为

为 0.01 cm/s，下部砂土层厚 7 m，渗透系数为 0.1 cm/s。
假设砂土层为 Dr=40%的 ISO 砂。上部黏性土层假设

为含黏粒的 ISO 砂，除渗透系数外也取 Dr=40%的 ISO
砂的参数。不失一般性，假设地震过程产生的超静孔

压为土层初始上覆有效应力的 70%，即处于图 4 中的

BC段。 
将该模型沿深度平均分为 10 层，每层 1 m，按图

9 所示的方法进行地震后流滑过程分析。图 10 给出了

计算得到典型时刻的超静孔压、体变及孔隙比随深度

的分布图。从超静孔压分布曲线可以看出，初始扩散

过程中，由于黏性土层（0～3 m）的渗透系数较低，

下部砂土层（3～10 m）首先开始孔压调整。砂土层

中下部的孔压逐渐向顶部转移，使得顶部单元（3～4 
m）的体积膨胀。随着孔压转移过程的继续，砂土层

中的整体孔压梯度逐渐变小，相应地砂土层中的渗流

速度也逐渐减小，当砂土层中的渗流速度减小到与上

部黏性土层的渗流速度相等时（约在 50 s 后），中下

层砂土对于顶部砂土单元的注水效应基本消失，以后

的过程主要是超静孔压通过上部黏性土层消散的过

程。从体变的分布曲线可以看出，除顶部砂土单元外，

其余砂土单元均为体积压缩，这些单元排出的孔隙水

的体积大部分被注入到交界面下的砂土层单元（少量

进入上部黏性土层或从顶部排出），顶部砂土单元的强

制吸水体变约为 0.5%，产生约 4%的剪应变，整个土

层的侧向变形基本集中发生在顶部砂土单元的范围。 
实际边值问题中，渗流作用可能会在相对不透水

层与砂层的交界面处形成一个很薄的强制注水区，由

于下部土层的排水量集中累积在这个薄层，使得该薄

层的膨胀量超过其最大剪胀量，从而形成宏观的边坡

失稳现象。为了再现这种现象，对比分析了 3 种土层

划分情况对计算结果的影响规律，分别为：20 层，每

层厚 0.5 m；50 层，每层厚 0.2 m；100 层，每层厚 0.1 
m。图 11 给出了强制吸水体变量的计算结果，图 12
给出了地基表面的侧向位移随时间的发展过程。计算

结果对比可见：强制吸水效应有局部化的趋势，总是

集中在相对不排水层下的一个分层；由于下部砂层孔

压消散所排出孔隙水的体积是一定的，分层厚度越薄，

顶部砂层的体积膨胀量、集中剪应变量就越大。分层

厚度为 1.0，0.5，0.2 m 时，地基只产生有限的侧向变

形，且侧向变形量随着分层厚度的减小有加速增加的

趋势。当分层厚度为 0.1 m 时，100 s 后强制吸水量超

过顶层的最大剪胀量，产生了无限的流动大变形，发

生失稳。 
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图 10 计算的超静孔压、体变和变形随深度的变化 

Fig. 10 Distribution of predicted excess pore pressure, volumetric  

.strain and lateral spread along depth 

图 11 不同分层厚度计算的体变分布对比图 

Fig. 11 Influence of discretized layer depth on volumetric strain 

图 12 分层厚度对流动变形的影响 

Fig. 12 Influence of discretized layer depth on flow deformation 

根据目前的渗流计算方法，只要分层厚度足够

细，总会使得相对不透水层下的砂土层产生足够大的

吸水膨胀体变，从而产生流滑。然而在模型试验及边

值问题中，有时只产生有限的侧向流动变形，有时产

生流滑。本例只是说明地震后流滑的机理是局部土体

强制吸水引起的，且伴随有应变局部化的现象。关于

实际边值问题中，强制吸水区的合理厚度划分还需要

进一步研究。 

4  结    论 
（1）从超静孔压在具体边值问题中的扩散、重分

布过程及规律和土单元在强制吸水条件下的变形响应

两个方面，系统地阐述了剪胀性砂土边坡在地震后持

续侧向流动变形直至失稳的机理。 

（2）模拟边坡在地震后流动变形的核心是合理描

述饱和砂土在保持常剪应力和当前峰值剪应力比时的

剪胀特性和震后再固结体变特性。设计了常剪应力下

的三轴剪切试验，观察了流动变形过程中饱和砂土的

吸水量与剪应变发展的关系，基于峰值应力比时的应

力剪胀方程，给出了用强制剪切吸水量预测流动大变

形的数学模型。进行了剪切后再固结试验，得出了再

固结体变的变化规律和数学描述。 
（3）提出了地震后流动大变形的计算机制，并结

合所提出的峰值应力比时的剪胀模型和再固结体变模

型给出了可用于一维成层地基流动大变形的简化模拟

方法。该方法可以完整再现地震后孔隙水压力的扩散、

重分布和消散过程，以及流动变形随时间的发展过程。

通过不同层厚划分下倾斜砂土地基地震后侧向流动变

形发展过程的对比计算，再现了剪胀性砂土边坡地震

后失稳破坏的现象。 
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