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摘  要：利用已有的离心机预固结加荷装置，开发了一套可以有效控制超固结比的模型桩竖向加荷系统，进行了开挖

条件下饱和黏土中单桩竖向承载特性的室内模型试验。在模型试验用高岭土单元体试验的基础上，考虑开挖引起土体

K0 系数和不排水抗剪强度变化对桩侧极限摩阻力的影响，提出了开挖卸荷条件下饱和黏土中单桩竖向承载特性的非线

性简化计算方法，并通过与模型试验结果进行对比验证了计算方法的正确性，算例分析表明：开挖将会使得竖向桩顶

刚度和极限承载力的降低，合理的预测方法应该既要考虑开挖卸荷引起的桩侧土上覆压力的减少，又要考虑桩侧土体

K0值和不排水抗剪强度的提高。 
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Studies on pile bearing characteristics in saturated clay under excavation by  
model tests and a simplified method 
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Abstract: Based on a centrifuge pre-consolidation loading device, a model of pile vertical loading system can effectively 

control over consolidation ratio is developed out. The laboratory model tests of a single pile in saturated clay under excavation 

are carried out. Based on the results of model test, considering the change of undrained shear strength and K0 coefficient of soil 

caused by excavation, a simplified nonlinear approach for analysis of a single pile under excavation is proposed. Calculated 

results are compared with the test results of laboratory model tests of pile. Good agreement is achieved. In addition, responses 

of a single pile after excavation under vertical load are studied by the simplified method. Computational results show that after 

excavation, the ultimate bearing capacity of pile and pile head stiffness will reduce. A rational prediction method for estimating 

the loss of bearing capacity should consider not only the decease of the overburden pressure of the surrounding soil, but also the 

increase of the K0 coefficient and undrained shear strength.  
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0  引    言 
由于技术、安全和经济条件上的限制，实际工程

中极少进行基坑开挖后的单桩静载试验，对于位于基

坑中的桩基承载力，由于现场试桩条件的限制，在工

程设计中通常以采用双套管的地面试桩为基础，扣除

了地面试桩开挖段侧摩阻力，但忽略了开挖对基坑地

面以下桩段的影响。实际上的坑底的基桩由于开挖卸

荷的影响其承载力和地面试桩结果有较大差别。 
位于坑底的基桩，土体的开挖卸荷将对桩–土界面

特性和承载特性产生影响，Mochtar 等[1]研制了试验装

置，并进行了 11 个黏土试样中抗拔桩的试验，对超固

结比对桩土界面摩擦角的影响进行了研究。试验结果

表明，桩侧极限摩阻力仅与桩土界面法向应力有关；

桩土接触面的长度、土体超固结比不影响桩土界面的

摩擦角，但是 Mochtar 等[1]的试验中土体是可以侧向

变形的，这和实际工程的桩基有差别。Poulos 等[2]通
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过进行石灰质砂土中桩的模型试验发现，当土体侧向

变形被约束时，土体的竖向超固结比将对桩侧极限摩

阻力产生影响。Iwasaki 等[3]对开挖后桩身产生拉力的

工程案例进行了报道。 
郦建俊等[4]针对深基坑开挖条件下的抗拔桩的承

载特性进行了离心模型试验，并采用极限平衡法和数

值方法对离心模型试验进行了分析；刁钰[5]采用离心

机对开挖条件下的抗压桩进行了模型试验，试验所用

土体为砂土，试验结果表明，深开挖显著降低了桩的

竖向承载力和刚度，同时在试验中观测到开挖后模型

桩身出现了明显的拉应力；陈锦剑等[6]对砂土地基中

开挖卸荷条件下的单桩竖向抗压承载特性进行了模型

试验研究，研究了桩周土体开挖卸荷对单桩竖向抗压

承载特性的影响；罗耀武等[7]采用模型试验研究了砂

土地基中基坑开挖对抗拔桩承载特性的影响，在试验

过程中考虑了基坑开挖的深度、直径及坑底面以下有

效桩长不同的情况。 
目前针对开挖条件下的桩基试验主要是采用砂

土，开挖条件下饱和黏土中的桩基的模型试验还很少

见，并且现在针对开挖条件下的桩基础尚缺乏实用的

简化计算方法。本文针对开挖条件下单桩竖向承载特

性开发了一套可以有效控制超固结比的模型桩竖向加

荷系统，开展了地面试桩和开挖后试桩两种情况的室

内模型试验研究；在考虑开挖引起土体应力状态和强

度特性变化的基础上，提出了开挖条件下单桩非线性

计算方法，通过与模型试验结果对比证明了简化方法

的正确性，并对不同开挖深度对单桩竖向承载特性的

影响进行算例分析。 

1  开挖条件下饱和高岭土中单桩竖向

加载模型试验 
1.1  试验装置 

采用室内模型试验模拟开挖条件下桩基的承载特

性，对开挖的模拟常用的方法是开挖模型箱内土体，

土体的开挖深度较小，与实际工程中的开挖量相差较

大，很难对实际工程中的情况进行模拟。本文采用

DGJ-250 型离心机预固结加荷装置（图 1）对土体进

行定量的加压固结和卸载，该装置加载量大并且能够

精确地控制土体的固结压力和卸载量，能够较好地模

拟实际工程中土体的开挖卸载。 
试验在 0.9 m×0.7 m×0.7 m 的钢制模型箱内完

成，如图 2 所示。 
采用DGJ-250型离心机固结加荷装置通过土压力

加载盖板（图 3）对模型箱内土体进行加压。在加载

板的加载柱两侧各设置一个预留孔，在对土体进行固

结时通过小盖板将预留孔封上（图 3）。 

 

图 1 DGJ-250 型大型离心机固结加荷装置 

Fig. 1 DGJ-250 centrifuge pre-consolidation loading device 

 

图 2 试验所用模型箱实物图 

Fig. 2 Photo of model box 

 

图 3 传压板 

Fig. 3 Pressure plate 

模型桩竖向静载试验采用杠杆加载法，如图 4 所

示。 
1.2  模型桩 

采用铝合金空心管制作单桩模型，弹性模量 69 
GPa，长 50 cm，直径 3 cm，壁厚 3 mm。为了方便应

变片导线引出，桩顶 3 cm 以下对称设置两个 10 mm
的圆形孔洞。 
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图 4 模型桩竖向加荷装置示意图 

Fig. 4 Schematic diagram of vertical loading system for model pile 

桩身应变片从桩端以上 3 cm 处每隔 8 cm 设置一

对轴向应变片，采用 1/4 桥连接方式，应变片具体分

布位置如图 5 所示。桩身应变片布置及完成后的模型

桩如图 6 所示。 

 

图 5 桩身应变片分布图 

Fig. 5 Strain gauges along pile 

 

图 6 模型桩 

Fig. 6 Model pile 

1.3  模型试验土样制备 

本试验土体材料选用 1250 目煅烧高岭土，为了加

速土体的固结，在模型箱底部填充 5 cm 的砂土，并在

模型箱四周布设砂桩。将高岭土配置成泥浆，通过搅

拌机进行搅拌，待搅拌均匀后把泥浆倒入模型箱中，

如图 7 所示。 

 

图 7 加入泥浆的模型箱 

Fig. 7 Photo of the model box 

完成泥浆搅拌后，即可使用固结加荷装置进行固

结。首先，将装好泥浆的模型箱推到预压装置上。然

后修剪砂桩并在泥浆上面铺一层滤纸，滤纸上再铺一

层砂土，最后放上荷载传递盖板，将荷载传递轴杆与

固结仪加压点定好位后，即可开始进行固结，预压固

结压力为 242 kPa，卸荷后的土压力为 92.5 kPa，卸荷

后土体超固结比 OCR=2.62。 
1.4  模型试验高岭土的力学参数 

为了确定试验所用高岭土的力学参数，本文对高

岭土进行了三轴固结不排水剪切试验和 K0 加卸载试

验，图 8 所示为三轴固结不排水剪切试验结果，通过

对试验结果进行拟合可得三轴压缩条件下的临界状态

比 M=1.41，土体有效内摩擦角  34.8°。 

 

图 8 不排水剪切试验的应力路径 

Fig. 8 Effective stress path of undrained triaxial tests for  

isotropically consolidated clay 

图 9，10 为 K0加卸载试验结果，由试验结果可得

e – ln p 空间中正常固结线和回弹线斜率分别为

126.0 和 029.0 ，正常固结土体的侧压力系数

0nc 0.58K  。 

 

图 9 K0加卸载条件下 e – lnp曲线 

Fig. 9 Relationship between e  and pln  

1.5  模型桩静载试验过程 

模型试验示意图见图 11。等模型箱中土体固结完

成后，打开模型箱中土压力加载盖板上的预留孔，沿孔

中心位置把桩压入模型箱的土中，桩入土长度为 35 cm。 
为保证试验效果，对于正常固结土体中模型桩试

验，将桩打入土体中后，静置 48 h，以消去打桩效应，

然后对模型桩进行加载试验；对于超固结土体中模型
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桩试验，先在一定固结压力下的正常固结土中打入单

桩，静置 48 h 以消去打桩效应，然后对桩周土体卸载

到预定的上覆压力和土体超固结比，等卸载后的桩周

饱和软黏土体回弹稳定后，再对模型桩进行加载试验，

以确保桩周土体的应力状态变化过程与实际工程一

致。模型桩加载试验如图 12 所示。 

 

图 10 K0加卸载条件下 K0系数随竖向应力的变化 

Fig. 10 Variation of K0-coefficient with axial stress measured in  

the K0-consoildation test for saturated clay 

 

图 11 模型试验示意图 

Fig. 11 Sketch of the model test 

 

图 12 模型桩加载测试 

Fig. 12 Photo of the model test 

本试验共两组：①第一组对正常 K0固结土体中的

单桩进行静力加载试验，上覆压力为 242 kPa；②第二

组对 K0卸载后处于 K0超固结状态下的土体中的单桩

进行竖向静力加载试验，上覆压力为 92.5 kPa，土体

超固结比 OCR=2.62。 
1.6  试验结果分析 

卸载前后的单桩静载试验的荷载–沉降曲线如图

13所示。从图 13中可以看出，对于上覆压力为 242 kPa
时正常固结土和卸载后超固结比为 OCR=2.62 时两根

模型桩的荷载–沉降曲线比较一致，卸载后超固结比

为 OCR=2.62 时的模型桩极限承载力要明显小于卸载

前（OCR=1），并且相同荷载下卸载后的桩顶位移要

明显大于卸载前，即开挖卸载后桩顶刚度将会降低。

从图 13 还可以得出，在模型桩桩顶荷载不太大时，模

型桩的荷载沉降曲线成线性关系，因此桩承受荷载不

超越线性段时，基桩的变形可按弹性进行计算。 

 

图 13 模型桩荷载–沉降曲线(预固结压力 242 kPa) 

Fig. 13 Load-settlement curves (Pre-consolidation pressure 

242 kPa) 

开挖前后的桩身轴力分布图如图 14，15 所示，从

图中可以看出随着桩顶荷载的增大，沿桩身轴力逐渐

增大，并且随着埋深的增加桩身轴力逐渐减小，当达

到破坏荷载时桩身轴力曲线逐渐接近直线。 
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图 14 桩身轴力曲线(#1 桩，预固结压力 242 kPa) 

Fig. 14 Axial forces along the pile (Test pile No.1, 

Pre-consolidation pressure 242 kPa) 

 

 

图 15 桩身轴力曲线(#2 桩，预固结压力 242 kPa) 

Fig. 15 Axial forces along the pile (Test pile No. 2, 

Pre-consolidation pressure 242kPa) 

2  考虑应力状态和强度特性变化的开

挖条件下单桩非线性计算方法 
在大面积开挖卸荷条件下，由于开挖卸荷将使土

体处于 K0超固结状态，将会引起桩周土体抗剪强度和

应力状态的变化，从而对基桩的承载力和刚度产生影

响；为便于对开挖卸荷条件下软黏土中单桩竖向承载

特性进行预测，本文将给出大面积开挖卸荷条件下软

黏土中单桩竖向承载特性的非线性计算方法，并对开

挖卸荷条件下的单桩竖向承载性能进行计算分析。 
2.1  桩侧极限摩阻力的确定 

针对桩侧极限摩阻力 Tomlinson[8]认为和桩侧土

体不排水抗剪强度有关，并给出了如下桩侧极限摩阻

力计算公式： 
f uc    ，             (1) 

式中， f 为桩侧极限摩阻力， 为折减系数。式（1）
的关键是折减系数 的确定，不少文献针对 值进行

了研究，并给出了不同的计算公式[9-13]，其中 Lacasse 
等[11]和 API[12]给出的公式应用较为广泛，可由下式表

示： 
0.5

v0
u v0

u

0.25
v0

u v0
u

0.5 ( / 1.0)

0.5 ( / 1.0)

c
c

c
c









     
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 

≤

 。 (2) 

无论是取 为定值还是与 uc 相关，都可以通过桩侧土

体不排水抗剪强度 uc 直接计算。由于超固结比对饱和

黏土的不排水抗剪强度有显著的影响，因此式（2）比

较适用于超固结土。 
笔者曾提出了开挖后处于 K0 超固结状态下饱和

黏土的不排水抗剪强度公式[14]： 
1u v0 OC

u v NC

( / )
OCR

( / )m

c
c












  ，       (3) 

式中，和 分别为 e– ln p空间中正常固结线和回

弹线斜率，~为 e– v0ln  空间中回弹线斜率， β   ，

0nc

0

1 2ln ln(OCR)
1 2

ln(OCR)

K
K

β

 
   。而 K0系数随超固结比的

变化可采用文献[14]所提出的公式： 
sin

0 0nc [ (OCR)]K K f     ，      (4) 

式中，
1 OCR

OCR 1(OCR) OCR af

  ，a 为拟合参数。通过对

试验数据进行拟合，可以得到本文试验所用高岭土 
a=2.39，拟合结果如图 16 所示。 

 
图 16 K0卸载条件下 K0系数随超固结比的变化 

Fig. 16 Relationship between K0-coefficient and OCR measured in  

.the K0-consoildation test for saturated clay 
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2.2  简化计算方法 

桩身的控制方程为 
2

p

2
p p

d ( ) ( ) 0
d
w z U z
z E A

    ，    (5) 

式中，w (z)为深度 z 处的桩身位移， pU 为桩横截面周

长， pE 和 pE 分别为桩的弹性模量和横截面积， ( )z 为

深度 z 处桩周摩阻力 
荷载传递函数采用 Kraft 等[15]提出的函数形式： 

s

0
0

( )
( )

/
ln

1

G w zz
rm r

r






 

  

 。      (6) 

桩侧土体的初始切线刚度为 

s
p

m 0( ) 0

( ) 2π
( ) ln( / )z

w z

z GUk
w z r r





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
 。  (7) 

式 中   sG 为土 小应 变时的 初始剪 切模 量 ；

f

f

( )z R



 ， fR 为应力应变曲线拟合常数，可取 0.9～

1.0； f 为桩侧极限摩阻力， 0r 为桩截面半径， mr 为桩

沉降的影响半径。 
桩底端承力可表示为 

b ult

( )( )
1/ ( ) /z

w lP l
k w l q




  。     (8) 

桩底土初始切线刚度为 

b
( )

( )
0

( )z
w l

P l
K

w l


    ，          (9) 

b
b 2

b b

d
1 0.65

1z
E dK

h
 

    
 ，      (10) 

式中， bzk 为桩端土的初始切线变形模量， bE ， b 表

示桩端土体的弹性模量、泊松比， bh 表示桩端到基岩

的深度，d 为桩直径， ultq 为极限端阻力，l 为桩长， ( )w l
为桩底端竖向位移， ( )p l 为桩底端阻力。 

沿桩身差分离散示意图如图 17 所示，沿桩身离散

成 n 个等间距的节点，并在桩低增加一个虚拟节点

n+1。 
桩身控制方程的差分离散： 

2
p

1 1
p p

1
2i i i i

U h
w w w

E A
 

 
    

 
  。  (11) 

荷载传递函数的差分离散： 
s

m 0
0

/
ln

1

i
i

i

i

G w
r r

r






 

  

  。       (12) 

由式（12）可得 

m 00

s

/
ln

1
ii

i
i

r rrw
G



 

   
  ，     (13) 

式中， f

f

i
i

R



 。 

 

图 17 单桩差分离散示意图 

Fig. 17 Schematic diagram of discretization for single pile 

桩节点 i 处位移为 iw 时的桩侧摩阻力 i 利用式

（13）由二分法求出。 
对于桩底有：  

1 1
p p b ult

2
1 /

n
n n

z n

whw w
E A k w q  

 
 。 (14) 

求解过程： 
（a）取沿桩身的初始加载位移 0)( wzw  （桩顶

位移）。 
（b）由式（11）、（14）可得 

2
p1

1 1
p p

1      ( 1,2, , 1)
2

k k k k
i i i j

U h
w w w i n

E A


 

 
      

 
 ，

(15) 
2

p1
1

p p b ult p p1/ / 2

k
k k kn
n n nk

z n

U hwhw w
E A k w q E A


  


 。(16) 

（c）利用差分方程（15），（16）沿桩身节点依次

求出新的桩节点位移
k
iw ，并把新求出的节点位移值

代入到下个节点位移的计算中，即令
k
i

k
i ww 


1
1 。 

（d）取
1 kk ww 作为迭代控制误差，若误差大

于限定值则重复（b）～（c）直至迭代误差小于限定

值。 
（e）由桩侧位移反算出桩身摩阻力，进而得出桩

身轴力。 

3  试验结果验证与算例分析 
3.1  超固结土模型试验分析验证 

为了验证本文简化计算方法的有效性，将简化方

法和本文模型试验结果进行了对比。由三轴试验结果
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可得试验用高岭土体参数为 126.0 ， 029.0 ，

0nc 0.58K  。通过对模型试验所用土体在上覆压力为

242 kPa 时正常 K0固结土中单桩荷载沉降曲线进行反

分析，可得模型试验所用土体参数如下：土体的不排

水抗剪强度为 94 kPa，土体弹性模量取 u210c ，桩端

极限端阻力取 u9c ；开挖后土体的不排水抗剪强度

uOCc 由式（3）求出，土体弹性模量取 uOC210c ，开挖

卸荷后桩端极限端阻力取 uOC9c 。 
图 18 为本文简化方法计算结果和试验结果的对

比图，从图中可以看出，计算结果和实验结果基本一

致。  

 

图 18 模型桩荷载–沉降曲线（预固结压力 242 kPa） 

Fig. 18 Load-settlement curves (Pre-consolidation pressure  

242 kPa) 

3.2  算例分析 

为了对开挖条件下饱和软黏土中单桩竖向承载特

性进行系统的研究，这里进一步利用本文的简化方法

对图 19 所示工况的单桩进行了计算分析。土体的基本

参数： u v/ 0.3c    ， 38.5 kN/m   ， 0ncK  0.56 ，

   34°，土体弹性模量 u500c ， 171.0 ， 045.0 ，

桩端极限端阻力取 u9c 。开挖后土体的不排水抗剪强

度 uOCc 由式（3）求出，开挖卸荷后桩端极限端阻力取

uOC9c ，土体弹性模量取 uOC500c 。 

 

图 19 开挖条件下的单桩示意图 

Fig. 19 Sketch of a single pile under excavation 

为了对开挖条件下单桩的竖向承载特性进行研

究，采用本文简化方法对开挖前后承受竖向荷载时的

单桩进行了计算，计算结果如图 20 所示。为了便于比

较，对于开挖前单桩的计算，只考虑拟开挖深度以下

的有效桩长部分。 
从图 20 中可以看出，开挖卸载将引起桩顶刚度和

极限承载力的降低，并且开挖深度越大降低幅度越大。

对于工程实践来说，准确估计开挖卸荷引起的单桩承

载力损失是十分必要的，开挖卸荷既减少了桩侧土的

上覆压力，但又提高了 K0值，同时也提高了桩侧土体

不排水抗剪强度，因此虽然总体上开挖卸载引起极限

承载力的降低，但具体降低幅度的预测还是相对复杂

的，而本文正是提供了一种比较合理且实用的简化分

析方法。 

 

 

 

图 20 开挖前后桩顶荷载沉降曲线对比图 

Fig. 20 Load-settlement curves of pile before and after excavation 
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4  结    语 
本文通过室内模型试验对开挖卸荷条件下饱和软

黏土中单桩竖向承载特性进行了研究。在考虑开挖引

起土体应力状态和强度特性变化的基础上，提出了开

挖条件下竖向受荷单桩非线性计算方法，并与试验结

果进行了对比。试验和理论分析表明：开挖卸载将引

起桩顶刚度和极限承载力的降低，并且开挖深度越大

降低幅度越大，合理的预测方法应该既要考虑开挖卸

荷引起的桩侧土上覆压力的减少，又要考虑桩侧土体

K0值和不排水抗剪强度的提高。本文提出的简化实用

计算方法能够合理预测开挖卸荷引起的单桩承载力损

失。 
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