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基于触变流体理论的可液化土体振动孔压模型 
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摘  要：明确可液化土体的振动孔压增长过程是土体液化分析和液化效应评价的关键问题。基于 Moore 型触变性流体

结构理论，利用不同类型土体的 32 个不排水循环三轴试验证实了液化过程中的土体内部结构的破坏过程与振动孔压增

长过程存在等价关系，验证了循环荷载下可液化土体的孔压触变机制。在此基础上，基于孔压触变流体速率方程构建

了可液化土体的振动孔压增长模型，发现模型蕴含的振动孔压产生和增长机制可从能量角度获得合理解释。试验结果

表明，模型中的振动孔压增长速率参数与土体有效围压、初始相对密度及循环应力比密切相关。利用该模型对不排水

循环三轴试验进行了仿真模拟，验证了模型的合理性和可靠性。最后，讨论了模型的主要特点及可能的应用前景，为

土体液化分析提供一种新的技术手段。 
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Dynamic pore water pressure model for liquefiable soils based on theory of 
thixotropic fluid 
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Abstract: It is a key problem to confirm the growth process of dynamic pore pressure of the liquefiable soils in the analysis of 

liquefaction potential of soils or evaluation of liquefaction effect. Based on the structural theory of the Moore thixotropic fluid, 

32 groups of undrained cyclic triaxial experiments on different types of soils are performed to verify the corresponding 

relationship between internal structure parameters of soils and dynamic pore pressure in the whole liquefaction process. The 

thixotropic mechanism induced by the pore water pressure in the liquefiable soils under cyclic loading is confirmed. Moreover, 

a dynamic pore pressure growth model for the liquefiable soils is proposed based on the rate equation for the thixotropic fluid 

induced by pore pressure. It is found that the generation and growth mechanism of dynamic pore pressure implied in the 

proposed model can be explained reasonably from the viewpoint of energy. The experimental results show that the parameter of 

growth rate of dynamic pore pressure in the model is closely related to the effective confining pressure, initial relative density 

and cyclic stress ratio. The proposed model is used to simulate the undrained cyclic triaxial experiments, and accordingly the 

rationality and reliability of the model are proved. Finally, the main characteristics and potential applications of the proposed 

model are discussed. This study provides a new technical means for the liquefaction analysis of soils.  
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0  引    言 
循环荷载下可液化土体振动孔压累积、增长是导

致土体液化的主要原因。无论是液化势分析还是液化

效应的评价，土体振动孔压增长模式都是首先需要解

决的问题。因此，近半个世纪以来，土体振动孔压模

型一直是土动力学领域的热点研究问题。至今，国内外

已提出众多描述可液化土体振动孔压增长的模型[1]，更

多的研究还着力于振动孔压增长特性的影响因素分析

和讨论。 
在现有的振动孔压增长模型中，以 Seed 等于 20

世纪 70 年代提出的平均振动孔压模型应用最为广泛[2]。

这类应力模型通常将振动孔压表达为循环振次的函
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数。后续一些学者对其进行了大量研究并推广至非等

向固结情况下的振动孔压估计[3-4]。应力模型需要确定

土体液化时的循环振次，且模型中并未考虑土体在动

荷载下的反应。这导致模型预测结果可靠性更多地依

赖于参数的经验估计[5]。显然，振动孔压的发展过程

与土体的动力响应过程是相关的。将振动孔压与土体

的应变反应建立联系，则形成了多种应变模型。其中，

代表性的成果包括Martin-Finn模型[6]以及汪闻韶模型[7]

等。应变模型在一定程度上弥补了应力模型的不足，

但仍不能全面反映土体内部振动孔压增长的物理机

制。Nemat-Nasser 等[8]认为，地震波在场地传播过程

中所耗散能量中的一部分将引起场地土体中孔隙水压

力的升高。细观上，耗散的能量促使土体骨架颗粒重

新排列。据此，并给出了无黏性土在循环剪切下的振

动孔压与单位土体体积耗散能量密度间的定量关系。

此后，基于能量概念的振动孔压增长模型得到了众多

学者的关注[9-11]。这类能量模型中的振动孔压决定于

土体的应力和应变反应，振动孔压产生的物理机制是

明确的。而且，相比较应力模型和应变模型，能量模

型无需设定等效循环振次等参数，更适合应用于不规

则地震动或现场条件下的土体振动孔压估计。 
近几年来，关于可液化土体振动孔压增长的物理

机制仍以上述 3 种解释为主。相关的研究工作主要体

现在上述模型的应用、完善以及面向实际工程需求的

区域性或特殊性土体振动孔压增长特性的讨论和分析

等[12-14]。这些工作为进一步理解可液化土体振动孔压

增长特性，完善孔压增长模型发挥了重要的作用。所

获得的试验数据和案例为模型参数的确定扩充了样本

空间。但是，笔者认为，现有的土体振动孔压增长模

型仍存在一些问题有待解决，主要表现在以下 2 个方

面： 
（1）循环荷载下土体振动孔压增长的理论基础不

够完善。应力模型严格上属于经验模型，应变模型及

能量模型虽有相应的物理机制解释，但其相关的理论

支撑仍然不足，这也导致模型参数普遍缺乏明确的物

理意义。 
（2）循环荷载下，土体振动孔压反应与土体的应

力–应变反应是递进或同步的。但是，现有大多数孔

压模型与可液化土体本构之间缺乏必要的内在联系。 
基于此，笔者尝试在经典的触变流体理论和已有

工作基础上，利用室内动力试验，证明可液化土体内

部结构破坏与土体振动孔压累积增长存在等价关系，

而振动孔压增长动力来源于循环剪切作用下的耗散

能。在此基础上，推导出基于触变流体的振动孔压增

长模型，讨论了模型参数的物理含义及其主要影响因

素。 

 

1  孔压触变流体模型 
1.1  孔压触变的概念 

笔者在研究循环荷载下饱和砂土的流体特性时，

曾借鉴经典触变性流体理论，提出将相变后的饱和砂

土视为触变性流体的设想[15]，并利用饱和南京细砂不

排水循环三轴试验进行了验证。其不足之处在于：①

仅仅证实了相变后的饱和砂土具有孔压触变特性；②

所用到的试验数据非常有限；③未明确模型参数的物

理意义。 
考虑到以上不足，本文试图将孔压触变性拓展至

可液化土体自加载至液化后的整个过程。如图 1 所示，

可液化土体在整个过程中存在两个平衡状态。一是荷

载施加前的初始平衡状态，此时土中振动孔压比

u 0r  ，内部结构完整且稳定（ =1 ，为内部结构参

数）。 

 

图 1 孔压触变性的概念示意图 

Fig. 1 Concept of thixotropy induced by dynamic pore water  

pressure 

在持续剪切作用下，振动孔压不断升高，内部结

构不断被破坏，并最终趋向图 1 所描述的极限平衡状

态。此时，土中振动孔压比 ur =1，内部结构完全破坏，

也即土体处于完全液化状态（ =0）。因此，从触变

性流体的结构理论出发，将土体的液化过程描述为：

在循环剪切作用下，具有初始平衡状态的土体内部网

状结构渐进破坏并趋向于极限平衡状态的过程，而振

动孔压的累积正是触发可液化土体内部网状结构渐进

破坏的原因。这即本文所述的孔压触变性。 
1.2  孔压触变流体的状态方程 

文献[15]基于 Cross 型触变性流体，给出了进入流

体状态后的饱和砂土触变性流体本构。这里，引入更

为简单的 Moore 型触变性流体本构，其状态方程和速

率方程分别为[16] 
e( )a        ，          (1a) 

d (1 )
d

b c
t


       ，     (1b) 

式中， e ，a，b ，c 均为正值，可由试验测定； 为
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表 1 试验工况 

Table 1 Experimental cases used in this study 

加载条件 拟合或计算参数 

编号 土体类型 rD  

/% 
c   

/kPa 
CSR  

f  

/Hz 
A B c e  

/ (kPa s)  

  

/ (kPa s)  

  
1/ kPa  

NS-1 20 100 0.155 1.0 2.43 112.4 11.0 37.6 1780.2 43.11 

NS-2 30 100 0.155 1.0 2.01 108.4 8.2 31.2 1711.4 51.36 

NS-3 30 70 0.144 1.0 3.41 303.8 8.9 34.4 3096.7 59.82 

NS-4 30 30 0.262 1.0 4.69 116.1 18.7 36.9 949.3 67.25 

NS-5 30 70 0.186 1.0 2.95 132.9 11.8 38.4 1768.8 62.31 

NS-6 30 100 0.150 1.0 2.11 118.9 8.2 31.7 1815.2 53.30 

NS-7 30 90 0.135 1.0 2.76 148.3 7.6 33.5 1835.4 60.27 

NS-8 30 150 0.168 1.0 0.85 113.5 6.5 21.4 2881.6 57.37 

NS-9 46 150 0.188 1.0 1.1 103.9 5.8 31.0 2961.3 30.46 

NS-10 46 150 0.154 1.0 1.54 143.1 3.8 35.6 3338.9 24.08 

NS-11 70 70 0.194 1.0 2.14 193.3 6.9 29.1 3057.4 34.89 

NS-12 70 70 0.201 1.0 2.34 202.4 7.7 32.9 2880.7 37.06 

NS-13 70 100 0.166 1.0 2.49 210.2 4.2 41.3 3527.3 24.41 

NS-14 70 100 0.186 1.0 1.93 166.6 4.8 35.9 3123.5 25.71 

NS-15 70 100 0.203 1.0 1.88 147.4 5.6 38.2 3022.3 27.10 

NS-16 70 100 0.215 1.0 2.35 117.5 6.2 50.5 2566.0 28.51 

NS-17 50 100 0.170 1.0 2.55 127.7 6.0 43.4 2202.4 33.28 

NS-18 50 100 0.185 1.0 2.9 97.9 6.0 53.7 1848.2 30.77 

NS-19 50 100 0.211 1.0 2.12 71.6 6.4 44.7 1542.8 29.53 

NS-20 50 50 0.210 1.0 3.72 107.1 16.6 39.1 1372.6 72.84 

NS-21 50 150 0.215 1.0 1.63 81.5 4.6 52.5 2682.4 16.95 

NS-22 50 50 0.186 1.0 5.76 145 16.5 53.6 1403.9 82.84 

NS-23 50 150 0.187 1.0 1.85 122 3.8 51.9 3474.0 19.80 

NS-24 

南京细砂 

50 100 0.150 1.0 2.83 156.4 5.3 42.5 2382.5 34.10 

W-1 石英砂[17] 35 40 0.21 0.2 3.39 343.3 19.6 28.5 2912.2 132.84 

W-2 伊兹米尔砂[18] 30 100 0.18 0.1 2.92 3386 14.3 52.6 61000.0 79.23 

W-3 萨克拉曼多河砂[19] 45 207 0.15 0.2 1.88 180 23.5 58.4 5645.5 156.55 

W-4 西莱砂[20] 61 50 0.12 0.1 1.4 524.9 3.2 8.4 3157.9 26.84 

W-5 密西西比河粉土[21] 70 90 0.25 0.1 2.06 117.5 28.9 46.3 2690.6 115.66 

W-6 斯基尼亚斯土[22] 92 200 0.29 0.1 1.37 1098.3 5.9 79.3 63777.8 20.45 

W-7 混合土[23] 50 200 0.30 0.5 4 551.6 15.5 240.0 33333.4 51.76 

W-8 博多河粉土[24] 60 100 0.10 1.0 6.9 2.79 65.7 27.9 684.9 69.01 

剪应力；为剪应变率。式（1a）给出了 Moore 型触

变性流体的应力–应变率关系；式（1b）则描述了

Moore 型触变性流体内部结构的变化速率。其中，

(1 )b  为流体内部结构的重建速率项；c为流体结

构的破坏速率项。 
为了验证式（1a）、（1b）在土体开始加载至完全

液化整个过程的适用性，本文采用了文献[15]中的所

有数据，并补充了 16 个南京细砂不排水循环三轴试

验。此外，收集了 8 个公开报道的（采用 GETDATA
软件对应力、应变和孔压时程曲线数字化），针对砂性

土、粉土以及混合土开展的室内动力试验结果[17-24]。

用于验证式（1）的所有试验基本信息见表 1。 
在应力控制试验中，动应力幅值保持不变，不排

水条件下的土体振动孔压和剪应变反应累积增长。利

用各试验得到的振动孔压时程及剪应变反应时程，可

以得到各振次最大剪应变率与该振次 u1 r 的关系。
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其中，各振次最大剪应变率由实测剪应变时程计算得

到[15, 25]，振动孔压比取单周最大值。图 2 给出了几个

典型的试验结果。 

 

 

 

 

图 2 各振次最大剪应变率与振动孔压比的关系 

Fig. 2 Relationship between ,maxi and u1 r  

表 1 所有试验各振次剪应变率最大值与该振次

u1 r 满足如下双曲线关系（所有试验的拟合曲线 R2

均大于 0.96）。 

u

1
(1 )A B r

 
  

   ，         (2) 

式中，A 和 B 分别为拟合参数。所有试验拟合得到的

A、B 值列于表 1。将图 1 中的初始平衡条件和极限平

衡条件代入式（2），可以得到 
极限平衡状态下（ u 1r  ）， 1/A  。由于极限平

衡状态下的剪应变率 d e/   ，故 e d/A   。 
初始平衡状态下（ u 0r  ）， + 1/A B  。由于初

始激励时刻的剪应变率为 d /   ，将 e d/A   代

入可得到： e d/B    （ ） 。 
以上符号中： e 为极限平衡状态的黏度系数

（ kPa s ）； 为初始平衡状态的黏度系数（ kPa s ）；

d 为动剪应力幅值（kPa）。将 A，B 的表达式分别代

入式（2），可以得到 

d e e u[ ( ) (1 )]r             。，   (3) 

对比式（3）和式（1a）可知，若令 u1 r   ，

ea    。则式（3）即为式（1a）描述的 Moore 型
触变性流体的状态方程。 

至此可认为，循环荷载下可液化土体应力–应变

率关系符合 Moore 型触变流体特征。对于循环荷载下

的可液化土体， u1 r   说明土体内部结构参数与振

动孔压比之间存在一一对应关系，且完全满足初始平

衡和极限平衡状态条件，同时也表征了土体内部结构

破坏过程等价于土体振动孔压增长过程。循环荷载下

可液化土体的孔压触变机制得以验证。 
1.3  孔压触变流体的速率方程 

式（1b）速率方程的右边项包含有内部结构重建

速率项和破坏速率项。若以不排水循环三轴试验中的

单周最大振动孔压和最大剪应变率代表该周动力响

应，则振动孔压比和剪应变率随振次都呈单边增长。

此时土体内部结构应不存在重建现象。正如文献[15]
所证实的，速率方程中的重建速率系数 0b  。另一方

面，Moore 型触变性流体的平衡态方程为[16] 

e
b

b c





 
  ，            (4) 

式中， e 为平衡态时的土体内部结构参数。 
根据式（4），在一定的剪应变率下，只有 0b  才

能满足土体极限平衡状态下内部结构参数 e 0  的条

件。因此，对于孔压触变性流体，本文忽略式（1b）
中的内部结构重建项，并得到以下速率方程： 

d / dt c      。           (5) 

对式（5）进行时间积分，并将 u1 r   代入积分
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表达式，可得到 

u, 0
1 exp( d )

t

tr c t      。        (6) 

式（6）即是在传统 Moore 型触变性流体速率方

程基础上得到的孔压触变性流体速率方程。式（6）清

楚地表明，将可液化土体作为触变性流体对待，则其

速率方程描述了可液化土体振动孔压随加载时间的累

积增长过程。 
与文献[15]结论一致的是，可液化土体的振动孔

压与土体的剪应变率响应是相关的。若已知正的常量

c ，则获得各振次剪应变率反应后，各振次的振动孔

压可通过式（6）求出。 

2  触变流体振动孔压增长模型 
2.1  孔压触变性流体速率方程的验证 

以单周剪应变率最大值 ,maxi 代替式（6）中的，
则式（6）可以改写为以下形式： 

, ,max
1

1 exp( )
i

u i j
j

r c t


         。     (7) 

式中， t 为单周循环历时， 1/t f  ， f 为循环加载

频率。将表 1 中的各试验工况数据代入式（7），可拟

合得到各工况对应的系数 c ，列于表 1。图 3 比较了

几个典型试验按式（7）拟合计算和实测得到的振动孔

压比与循环振次的关系。从图中可以看出，式（7）拟

合得到的振动孔压随振次增长曲线与实测的增长曲线

是高度吻合的。这一结论对本文中的试验都是成立的，

所有试验的拟合值 R2 均达到 0.90 以上。这说明，式

（6）作为触变性流体速率方程用于预测可液化土体的

振动孔压增长过程是合适的。 

 

图 3 拟合和实测的振动孔压随振次增长关系 

Fig. 3 Fitted and measured relationships between dynamic pore  

.pressure and numbers of cycle 

2.2  振动孔压增长模型参数 

在 Moore 型触变性流体速率方程中，唯一的待定

参数 c 是无量纲的正值，且为常量。其物理含义为流

体内部结构破坏速率系数。 c 值越大，则内部结构破

坏速率越大。根据这一含义，式（6）表达的可液化土

体振动孔压增长模型中的参数 c 左右着振动孔压增长

的速率。从土体的抗液化性能考虑，土体的类型、初

始相对密度、有效围压以及循环应力比等都是影响振

动孔压增长特性的因素。显然，参数 c 也应与上述因

素有关。图 4 给出了表 1 所列所有南京砂试验拟合得

到的 c 值与有效围压的关系。由图可见，无量纲系数c
随着有效围压的增大呈现明显的衰减趋势。有效围压

越大，土体的抗液化性能相对越强；式（6）也说明，

系数 c 越小，则达到相同的振动孔压水平需要更大的

剪应变率，同样意味着抗液化能力更强。因此，图 4
体现的规律在定性上是正确的。 

 

图 4 无量纲系数 c 与有效围压的关系 

Fig. 4 Relationship between dimensionless factor c  and  

..effective confining pressure  

由图 4 还可以看出，即使对于相同的有效围压，

系数 c 的差异也是明显的。图 5 给出了同为 100 kPa
有效围压下，不同初始相对密度与系数 c 的关系。 

 

图 5 无量纲系数 c 与初始相对密度的关系 

Fig. 5 Relationship between dimensionless factor c  and initial  

.relative density 

图 5 显示，系数 c 与初始相对密度间具有良好的

幂函数关系。随着初始相对密度的增大， c 值非线性
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衰减。这一现象同样可以从土体抗液化性能角度得到

合理的解释。初始相对密度增大，系数 c 的衰减速率

逐渐减小的现象也反映了相对密度对土体抗液化性能

影响的基本规律。此外，图 5 还说明，在有效围压和

初始相对密度一致的情况下，系数 c 仍然不是唯一的。

系数 c 既然影响土体振动孔压发展的速率，则 c 除了

与土体本身的初始条件有关外，还与试验的激励荷载

有关。进一步地，比较图 5 中相同初始相对密度的试

验结果，给出系数 c 与循环应力比的关系，如图 6 所

示。 

 

图 6 无量纲系数 c 与循环应力比的关系 

Fig. 6 Relationship between dimensionless factor c  and cyclic 

stress ratio 

由图 6 可见，随着循环应力比的增大，无量纲系

数 c 呈现线性增大的趋势。更为重要的是，对于不同

的初始相对密度，拟合直线的斜率和截距均不同。由

于无量纲系数 0c  才可能在土体中产生振动孔压，因

此图 6 提示，在相同的有效围压和不同的初始相对密

度下，满足 0c  条件所需要的循环应力比是不同的。

若图 6 拟合直线外推适用，则对初始相对密度为 70%
的南京细砂，产生振动孔压所需要的门槛循环应力比

为 0.063。而对于 50%相对密度的南京细砂，只要有

剪切作用，土体内就将产生振动孔压。这一现象或可

进一步从触变性流体角度解释 Dorby 的门槛剪应变的

概念[26]，也可间接用于确定土体的门槛循环应力比。 
2.3  振动孔压增长模型的内涵 

式（6）被证实可用于预测可液化土体振动孔压发

展过程，以上也给出了系数 c 与初始相对密度、有效

围压和循环应力比等因素具有的定性关系。为了明确

可液化土体振动孔压增长的机制，进一步对式（6）的

内在涵义进行讨论。 
如引言所述，自 Nemat-Nasser 和 Shokooh 提出能

量概念的振动孔压增长机制后，众多学者依据试验构建

了很多基于能量概念的孔压模型。其中，Davis 等给出

的振动孔压与累积应变能间的非线性关系如下[9]： 

u
c

1 exp Wr 

     

  ，        (8) 

式中， W 为单位土体体积累积的应变能（ 3J/m ）。
循环剪切 t 时间内累积的单位体积应变能为 W   

0
d

t
  。  为计算参数。 

对比式（6）、（8），且令式（6）中的系数 c 为 
CSR ( 0)c c     ，          (9) 

将式（9）代入式（6），并将 d cCSR /   代入可得 

d0
u,

c

d
1 exp

t

t

t
r

 




 
     

 
  。      (10) 

对于不排水循环三轴试验，循环荷载作用 t 时间

内累积应变能密度可表示为： d0
d

t
W t     。将其代 

入式（10）后可以发现，式（10）、（8）具有相同的表

达形式。至此可以认为，式（6）尽管是从孔压触变性

流体速率方程推导而来，但其内含的振动孔压增长机

制与基于能量概念的孔压增长机制是一致的。鉴于此，

笔者对循环荷载下可液化土体的孔压触变性进一步解

释如下：初始剪切作用下，可液化土体消耗剪切作用

的部分能量并引起土体内的振动孔压累积；振动孔压

的上升进一步触发土体内部结构的改变，导致土体黏

度降低；随着振动孔压的累积增长，引发振动孔压增

长的单周耗能逐渐减小，土体逐渐趋向极限平衡状态。 
关于式（8）、（10）中的无量纲系数 ，Davis 等

针对 r 67%D  ～95% 的 New Brighton 砂开展的应力

控制不排水循环三轴试验给出其取值区间为 [50， 
80] [27]。本文表 1 所有试验得到的  值见图 7。 

 

图 7 无量纲系数  与有效围压的关系 

Fig. 7 Relationship between dimensionless factor   and  

. effective confining pressure 

图中显示，本文中南京细砂试验得到的 值分布

在 16～90，而 W 系列试验的 值在 20～160。本文试

验的  值分布相对更为离散，主要原因在于：①不同

类型的可液化土体在振动孔压累积增长特性方面存

在差异；②本文计算 W 的方法与式（8）不同。式
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（8）采用的是应力–应变滞回圈面积；而本文采用的

是单周剪应力、剪应变率最大值和单周循环历时的乘

积。 

3  振动孔压增长过程的仿真和讨论 
3.1  振动孔压增长过程的求解步骤 

已知土体的初始条件和循环加载条件后，则可根

据式（3）的状态方程和式（7）的速率方程求解可液

化土体振动孔压增长过程，步骤如下：①给定土体的

初始条件和加载条件，包括初始相对密度、有效围压、

所施加的循环动应力以及加载频率。②确定孔压触变

性流体参数，包括初始黏度系数 、极限平衡状态黏

度系数 e 以及孔压增长速率系数 c 。③根据式（3）求

出第一周的剪应变率反应，将动剪应力与求得的剪应

变率代入式（7）求得相应的振动孔压比。④将所求的

振动孔压比代入式（3）求得下一周的剪应变率反应，

重复步骤③。⑤重复步骤④，直到所求得的振动孔压

比达到 0.9999 以上，则停止计算。 
3.2  振动孔压增长过程的仿真计算 

按照以上所给的求解步骤，对表 1 中的所有 32
个试验进行仿真计算。受篇幅限制，这里给出南京细

砂 2 个试验和 W 系列 1 个试验的仿真计算结果，如图

8 所示。计算所用到的参数见表 1。为了比较，图 8
同时给出了 3 个试验的实测结果。 

 

图 8 典型试验的仿真计算结果与实测结果的比较 

Fig. 8 Comparison between simulated and measured results of  

typical experiments 

从图 8 可以看出，计算得到的振动孔压比和剪应

变率随振次的增长过程与实测过程趋势一致，且数值

上较为吻合。特别地，在到达“初始液化”状态所需

要的循环振次方面，计算值和实测值基本一致。这说

明，本文提出的基于触变流体理论的振动孔压增长模

型是合理的，适用于模拟可液化土体振动孔压自初始

平衡状态至极限平衡状态发展的整个过程。 
3.3  关于振动孔压增长模型的讨论 

本文的试验涉及不同类型的可液化土体，试验数

据有不同的来源，所建立的模型具有一定的普适性。

作为补充，以下将就本文振动孔压增长模型的特点及

优势作进一步地讨论。 
（1）由式（10）和以上求解步骤可知，可液化土

体中的振动孔压是累积增长的。循环剪切下任一振次

的振动孔压值与该振次及之前所有振次的剪应力–应

变率反应相关。因此，本文中的振动孔压模型是与土

体的应力–应变反应耦合的。这在一定程度上也反映

了振动孔压作为一种物理反应的内在特征。与一些已

有的经验模型相比较，本文模型所描述的振动孔压产

生机制是清晰的，模型参数的物理意义是明确的。 
（2）由式（6）的可液化土体振动孔压方程可知，

土体在循环荷载下的振动孔压比只能无限趋近于 1，而
不可能达到 1。因此，依据触变流体理论，Seed 等[28]

通过试验所定义的“初始液化”状态或是一种理论上

的极限状态。事实上，一些基于能量概念的孔压模型

也能够得到这一结论。此外，综合式（6）和图 6 还可

以看出，即使土体受到的剪应力较小，只要超过其门

槛循环应力比且给予足够的剪切时间，土体的振动孔

压比仍将趋向于 1。这可以解释最近几次长持时地震

中，距离震中 300 km 以外或地震烈度在 6 度以下的

区域发生严重液化的现象[29-30]。 
（3）区别于现有的基于能量概念的振动孔压模

型，本文模型中的应变能密度并没有直接采用剪应变，

而是与剪应变率和时间有关。因此，本文模型中的振

动孔压是率相关的。可以推测，即使采用应变控制以

等应变幅值加载，而加载频率不同，其振动孔压的增

长过程也将不同。 
（4）本文提出的振动孔压模型可用于预测土体达

到液化所需要的循环振次；也可用于估计特定土体和

循环应力比下，一定循环振次下土体可能达到的振动

孔压水平。因此，土体的液化势分析将是本文模型未

来的一个潜在应用领域。 

4  结    论 
本文在已有研究基础上，利用 32 个不排水循环三
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轴试验的数据分析了可液化土体自加载至液化完整过

程的孔压触变特性。基于 Moore 型触变流体理论，在

孔压触变流体速率方程基础上构建了可液化土体振动

孔压增长模型，讨论了模型的内涵及参数的物理意义，

最后对模型进行了验证，得到以下 3 点结论： 
（1）本文试验结果证实了可液化土体内部结构破

坏过程与土体振动孔压累积增长过程存在等价关系，

验证了可液化土体自加载至液化的整个过程的孔压触

变机制。 
（2）依据孔压触变流体速率方程推导的振动孔压

增长模型与已有的基于能量概念的孔压模型具有相同

的物理机制。振动孔压增长与可液化土体应力–应变

反应过程耦合，且具有率相关性。 
（3）本文提出的可液化土体振动孔压模型参数物

理意义明确，且易于确定，在土体液化势分析和液化

效应评价方面有应用前景，其更广泛的适用性和可靠

性仍有待更多的试验数据验证。 
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