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本刊于 1979年创刊，是中国水利学会、中国土木工程学会、中国力学
学会、中国建筑学会、中国水力发电工程学会、中国振动工程学会联合主
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文收录及“中国学术期刊综合评价数据库”收录；本刊被“工程索引 Ei 
Compendex 数据库”和“日本科学技术振兴机构数据库 JST”等国际数据
库收录。本刊网址（www.cgejournal.com）全文发布本刊所有刊载文章。  

1  宗旨及内容  

（1）本刊旨在促进学科理论和实践的发展、促进海内外学术交流、加

速科研成果向现实生产力转化。  

（2）刊登土力学和岩石力学领域中能代表当今先进理论和实践水平的

科学研究和工程实践成果等。欢迎国家自然科学基金项目及其他重要项目

的研究成果向本刊投稿，倡导和鼓励有实践经验的作者撰稿，并优先刊用

这些稿件。 

（3）本刊为月刊，主要栏目有：黄文熙讲座、综述、论文、短文、工

程实录、焦点论坛、讨论和简讯等。 

2  来    稿  

（1）来稿应符合科技论文写作惯例和基本要求，作者自留底稿。请优

先采取网络在线投稿（www.cgejournal.com），本刊保留书面投稿（一式两
份）和电子邮件投稿（ge@nhri.cn）。 

（2）来稿一般在 3个月内提出处理意见，请不要一稿两投，若 3个月
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（3）来稿注明作者姓名、性别、出生年月、出生地、学历、学位、技

术职称、简历以及研究课题、单位全称及所属部门、地址、电话、传真、

电子信箱及邮编等。  

（4）署名者应为稿件执笔人或稿件内容的主要责任者。 

（5）稿件可能涉及机密资料时应由作者单位出具非泄密证明。  

（6）凡被海内外正式出版物公开发表或已录用的稿件本刊不再受理。 

3  稿件选用和清稿体例  

（1）稿件文责由作者自负。编者对稿件内容和论点不作改动。稿件一
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发送修改清稿的电子文件。  
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单位地址邮编、摘要、关键词、中图分类号、文献标识码、文章编号、作

者简介；英文文题、作者姓名、单位及所属部门、单位地址邮编、摘要、

关键词；基金项目及编号(首页下注)；正文（按 1 2 3，1.1  1.2  1.3，（1）
（2）（3），a）b) c)分章节)；参考文献。 

（8）图表设计恰当，具自明性；先见引文，后见图表；表名和图名一

律中英文并列。表格用三线表。单栏图图幅宽为 8.0 cm，双栏图图幅宽为

17.0 cm。插图比例宜适当，图面宜清晰，线条宜均匀，主线选 5号线，坐
标线选 4号线，辅助线选 3号线，图中汉字为小 5号宋体字，图中字符务
必与正文一致。 

（9）计量单位使用我国法定计量单位，公式及中外文字符务必分清大

小写，正斜体，黑白体，上下角标等，易混淆字符第一次出现时用铅笔注

明。  

（10）摘要应写成报道性内容，直接阐明研究的目的、方法、结果和

结论，具独立性和自明性，以 300字左右为宜。摘要应排除本学科领域中
常识性内容，引言中出现的内容不宜写入摘要；不对论文的内容作自我评

价；不要简单重复题目中已有的信息；不出现数学公式、化学结构式、插

图和表格，不引入参考文献序号。关键词选词规范，以 3～8个为宜。鼓励
内容较为丰富详细的英文摘要，且语法正确、术语规范。 

（11）参考文献限于作者亲自阅读、本文明确引用、公开发表或有案

可查者。参考文献全部列于文后，按正文首次引用的先后次序编号，并在

正文引用处右上角注明参考文献序号。多次引用同一著者的同一文献时，

在正文标注首次引用的文献序号，并在序号的“[]”外著录引文页码。原

始语种非英文参考文献后同时附相应的英文项目，并注明其原始语种。参

考文献著录项目、体例如下：  

a）专著（普通图书、会议文集、学位论文、报告、汇编等）：[参考文

献序号] 主要责任者.文献题名：其他题名信息[文献类型标志].其他责任

者.版本项.出版地:出版者,出版年:引文页码.  

b）期刊中析出文献：[参考文献序号] 主要责任者.析出文献题名[J].

刊名：刊名其他信息,年,卷(期):起止页码.  

c）专著中析出文献：[参考文献序号] 析出文献主要责任者.析出文献

题名[文献类型标志]//专著主要责任者.专著题名：其他题名信息.版本项.

出版地:出版者,出版年:析出文献起止页码.  

d）国际、国家标准：[参考文献序号]主要责任者.标准编号 标准名称

[S].出版地：出版者，出版年.  

e）专利：[参考文献序号] 专利所有者.专利题名:专利国别,专利号[P].
公告日期或公开日期.  

f）电子文献：[参考文献序号] 主要责任者.电子文献题名：其他题名

信息[电子文献类型标志/载体类型标志].出版地：出版者，出版年（更新

或修改日期）[引用日期].获取和访问路径.  

外文文献著录规则同中文文献。外国人名，姓前名后，名用缩写，不

加缩写点。 

注：①文献类型标志：M—普通图书，C—会议文集，J—期刊，D—
学位论文，R—报告，S—标准，P—专利；②电子文献类型标志：DB—数
据库，CP—计算机程序，EB—电子公告；③载体类型标志：MT—磁带，
DK—磁盘，CD—光盘，OL—联机网络。  

4  退    稿  

（1）未录用稿件一般以 E-mail发送退稿通知。  

（2）作者收到稿件录用通知 3个月仍未寄回修改清稿又未向编辑部
说明情况者，即视为作者自动撤稿。  

（3）退稿不承诺提供审阅意见。  

5  本刊编辑部  

本刊编辑部设在南京水利科学研究院岩土工程研究所内。地址：南京

市虎踞关 34号，邮政编码：210024，电话：（025）85829534，85829556，
85829553，85829543，传真：（025）85829555，电子信箱：ge@nhri.cn，
网址： www.cgejournal.com。    

另设岩石力学编辑组在中国科学院武汉岩土力学研究所内。地址：武

汉市武昌小洪山，邮政编码：430071，电话：（027）87198484。  

凡选用稿件均在南京本部统编。有关编辑出版事宜请与南京本部联系。
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湛江黏土动剪切模量的结构损伤效应与定量表征 
孔令伟

1
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摘  要：湛江黏土是一种具有高结构强度的灵敏性黏土，其强度包络线在固结围压达到结构屈服应力时存在明显转折，
为了考察小应变条件下该黏土的动剪切模量随围压水平演化规律，开展了原状样与重塑样在不同围压水平下的共振柱

试验与三轴 CU 试验，探讨考虑土体结构性损伤影响的动剪切模量表征方法。结果表明，重塑土最大动剪切模量 Gmax

随有效围压的变化可用 Hardin公式很好表征，而原状土 Gmax随有效围压的变化呈现先增大后减小特征，其转折点对应

围压大于结构屈服应力，但最大动剪切模量与不排水剪切强度比值或经孔隙比函数归一化后的最大剪切模量随有效围

压变化的转折特征点与结构屈服应力相当。出现上述现象的缘由在于该黏土 Gmax同时受土体压硬性的正效应与结构损

伤的负效应双重影响，当固结压力小于结构屈服压力时，正效应占主导，反之则相反。针对 Hardin公式未考虑结构性
损伤的影响与难以延伸极端应力水平的不足，提出具有更广适宜性的描述模式。基于不同固结压力下该黏土的静刚度

与微观结构演变性状，阐明了结构性损伤对其动剪切模量影响的物理机制，并间接印证了提出表征公式的合理性。 
关键词：湛江黏土；动剪切模量；结构损伤；共振柱试验；Hardin改进公式 
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Structural damage effect on dynamic shear modulus of Zhanjiang clay and 
quantitative characterization 

KONG Ling-wei1, ZANG Meng1, 2, GUO Ai-guo1 

(1. State Key Laboratory of Geomechanics and Geotechnical Engineering，Institute of Rock and Soil Mechanics, Chinese Academy of 

Sciences, Wuhan 430071, China; 2. School of Civil Engineering and Architecture, Wuhan Polytechnic University, Wuhan 430023, China) 

Abstract: The Zhanjiang clay is a kind of sensitive clay with high structural strength, whose failure envelope has a significant 

breakpoint when the confining pressure reaches the structural yield stress. The resonant column tests and CU triaxial tests are 

performed on undisturbed and remoulded specimens to investigate the evolution rules of dynamic shear modulus with confining 

pressure under small strain, and the characterization method for dynamic shear modulus considering the structural damage 

effect is also discussed. The results show that the values of Gmax of remoulded and undisturbed specimens with the confining 

pressure are different: the former can be well described by the formula of Hardin, while the latter increases initially then 

decreases; and confining pressure at the the turning points are higher than the yield stress, however, the turning points of the 

ratio of shear modulus to shear strength or the normalized shear modulus by the void ratio function with confining pressure are 

close to the yield stress. The reason is that the values of Gmax of the structured clay are influenced by both the positive effect of 

compressive hardening and the negative effect of structural damage, and the former is predominant when the confining 

pressures are less than the yield stress, otherwise it is opposite. Focusing on the deficiencies of the formula of Hardin without 

considering the structural damage effect and difficultly extending to the extreme stress level, a widely suitable expression mode 

is proposed. Based on the change of static rigidity and microstructure of Zhanjiang clay with consolidation pressure, the 

physical mechanism of influence of structural damage on dynamic shear modulus is illustrated, and the rationality of the 

proposed formula is confirmed indirectly. 

Key words: Zhanjiang clay; dynamic shear modulus; structural damage; resonant column test; modified formula of Hardin 
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动力分析和场地地震安全性评价中具有重要作用，如

何确定动剪切模量是土动力学长期关注的问题之一。

原位测试法确定动剪切模量是以波动理论为依据，通

过量测剪切波速获得，Ku等[1]建立了现场剪切波速数

据库，通过小应变剪切模量评估土体应力历史及沉积

地质年代；共振柱试验是室内测定土体小应变剪切模

量最为可靠的方法，Senetakis 等[2]在试验基础上，指

出小应变下土体振动响应与颗粒接触形态以及微观机

制密切关联；在工程实践中，则可由土的物理参数和

应力状态根据经验公式估算，因 Hardin公式能较好反
映超固结比、孔隙比和有效应力对小应变剪切模量

Gmax的影响，迄今在国内外应用最为广泛
[3]。  

结构性黏土分布广泛，其工程特性均与其结构性

关联，而土体的结构性损伤又受其应力状态制约，迄

今关注结构损伤对黏土动剪切模量的影响很少。Park[4]

通过统计，将各类土初始动剪切模量与围压的关系归

纳为幂函数；Kagawa[5]通过测试 5个场地海积软土的
动剪切模量与阻尼比，发现其最大剪切模量 Gmax与有

效围压σ 成正比。对于大多数砂土、粉土及软土而言，
其动剪切模量随固结压力增大而增大，业内已形成共

识。但结构性土的力学特性在承受低于和高于结构屈

服应力时，力学性状差异较大[6-7]，其动剪切模量变化

规律是否在结构屈服前后相一致，鲜见报道。事实上，

随着平均应力增大，土体的结构性会发生不同程度的

损伤，Hardin公式在计算小应变剪切模量 Gmax时，仅

考虑有效应力增长引起 Gmax增加，其实质是反映土体

压硬性的效应，并未关注结构性的影响，而结构性作

为黏土的固有属性，其损伤演变过程必然影响其强度

和刚度，Hardin公式是否完全适用于计算结构性土的
小应变剪切模量尚值得深究。 

湛江市是中国重点抗震设防城市之一，历史上曾

发生过多次烈度 6～7度的中强震，且具有震源浅、震
感强的特点，而工程建设的抗震设计均涉及以强结构

性著称的湛江组灰色黏土地层，以往多侧重于其微观

结构与静力学特性探讨[7-9]，对其动力特性认知尚处于

探索阶段[10]。为了揭示湛江黏土在小应变动剪切模量

Gmax随固结应力的演化规律，本文开展了其原状样和

重塑样在不同应力水平下的共振柱试验与三轴 CU试
验，探讨该黏土动剪切模量与其结构损伤的关联性及

表征方法，并应用原状样在不同固结压力下的静刚度

与微观结构演变性状分析结构性损伤对其动剪切模量

影响的物理机制。 

1  湛江黏土的基本性质与变形强度特征 
1.1  基本特性 

土样取自湛江市霞山区，埋深为 15.0～20.0 m。
表 1为其物理力学性质及颗粒组成。X-衍射测试的矿
物组成：原生矿物石英占 34%、长石占 4%，次生黏
土矿物占 62%；在次生黏土矿物中，蒙脱石占 10%，
绿泥石占 35%，伊利石占 35%，高岭石占 20%。可见，
该黏土含水率与孔隙比均很高，黏粒含量超过 50.0%，
无侧限抗压强度达 133.0 kPa，具有不良的物理特性与
较好的力学特性，黏土矿物为其黏粒组的主要成分。 
1.2  变形强度特征 

湛江原状土采用固定活塞的薄壁取土器取得，重

塑土采用揉搓法备样，图 1为原状湛江黏土压缩曲线，
其 e–lgσ 曲线具有结构性黏土的分段式变形典型特
征，其结构屈服应力高达 400 kPa，灵敏度达 7.2，说
明天然湛江黏土是一种强结构性的灵敏性黏土。 

图 1 湛江黏土压缩试验曲线 

Fig. 1 Compression curves of Zhanjiang clay 

原状样和重塑样 CU试验的应力–应变曲线如图
2所示，当固结围压小于 400 kPa时，原状土的应力–
应变曲线呈现应变软化性状，破坏时的应变为 3%～
5%，且伴有明显残余强度段；当固结围压增大到 800 
kPa，其应力–应变关系表现为硬化型；而重塑土的应
力–应变性状则表现为轻微应变软化和应变硬化特

征，且在固结围压小于结构屈服应力时，原状土峰值

强度高于重塑土，反之则相反。 

表 1 湛江黏土基本物理力学性质指标平均值与颗粒组成 

Table 1 Physical and mechanical average indexes and grain-size distribution of Zhanjiang clay 
颗粒组成/% 

重度 γ  
/(kN·cm-3) 

含水率
w/% 

孔隙

比e 
液限 
wL/% 

塑限 
wp/% 

塑性 
指数Ip 

竖向渗透 
系数K 

/(10-8cm·s-1) 

原状土无侧限抗

压强度qu/kPa 
灵敏

度St 

结构屈服

应力 kσ  
/kPa 

＞
0.05 
/mm 

0.005~0.05
/mm 

0.002~0.005 
/mm 

＜
0.002 
/mm 

17.2 57.4 1.46 60.5 28.2 32.3 1.74 133.0 7.2 400 6.5 37.4 21.9 34.2 
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图 2 湛江黏土应力–轴向应变曲线 

Fig. 2 Stress-axial strain relation curves of Zhanjiang clay 

图 3为原状土和重塑土由 CU试验获得的总应力
强度包络线，其强度指标如表 2所示。可见，湛江黏
土在不同应力水平下原状土的摩尔强度包络线存在明

显转折点，而重塑土的强度包络线表现为一条直线。

原因是当围压小于结构屈服应力时，原状土的变形小，

固结压密作用不明显，结构强度发挥主导作用；当固

结压力大于结构屈服应力时，其结构性逐渐破损，土

体显著压密，包络线出现转折，导致其强度指标在结

构屈服应力前后不同，结构屈服应力前的黏聚力远大

于结构屈服应力后，而摩擦角则有所提高。重塑土呈

现较高强度指标是因固结体变大于原状土，体现土体

的压硬性效应。这些都表明从原状土结构破损到重塑

土是一个渐变的过程，经历了黏聚力的丧失和摩擦力

的增长，是一个此消彼长的过程。 

 

图 3 湛江黏土强度包络线 

Fig.3 Strength envelope curves of Zhanjiang clay 

表 2 湛江黏土抗剪强度指标 

Table 2 Shear strength parameters of Zhanjiang clay  

结构屈服前 结构屈服后 
土样 

c1/kPa φ1/(°) c2/kPa φ2/(°) 

原状土 75.6 5.0 39.6 9.1 

重塑土 14.3 11.9 14.3 11.9 

2  湛江黏土共振柱试验与动剪切模量

结构损伤效应 
2.1  试验方法与试验结果 

共振柱试验在英国 GDS 公司生产 Stokoe 共振柱
（RCA）上完成（图 4），试验采用分级等压固结，在
每级排水固结完成后量测变形与排水量，并逐级增加

振动应力，测试扭转方向的自振频率和相应剪应变，

再切断动力，测试土体振动衰减曲线。根据试样的体

积与孔隙比变化，由式（1）计算动剪切模量，然后继
续下一级围压试验，直至试验完成。 

2
2π= fHG ρ

β
 
 
 

  ，             (1) 

式中，G为土样的动剪切模量，ρ为土样的质量密度，
f 为扭转振动共振频率，H 为土样的高度，β为扭转
振动频率方程的特征值。 

 

图 4 GDS 共振柱(RCA)测试系统 

Fig. 4 GDS resonant column (RCA) test system 

试样尺寸为直径 50 mm、高 100 mm，试验前预
先抽气真空饱和再进行反压饱和，当饱和度达 98%且
固结完成后进行共振柱试验，原状样各级有效围压分

别控制为 50，100，200，300，400，500，600，700，
800，900 kPa，重塑样则控制为 100，200，400，600，
800 kPa。 

图 5为在不同固结压力下量测获得的动剪切模量
G与剪应变γ 的关系曲线，不难看出，G随着γ 的增
大而逐渐减小，当γ 较小时，G减小较缓慢，而当γ
增大到一定程度，G衰减加快。类比原状土和重塑土
在不同围压下的试验曲线，发现原状土和重塑土 G 随
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围压变化规律并不一致，重塑土 G–γ 曲线随围压增
大呈现单调增长特征，如图 5（b）所示；而图 5（a）
原状土 G–γ 曲线则随围压增大呈现先增大后减小的
异常性状，在围压为 600 kPa时开始降低，且该围压
大于结构屈服应力 400 kPa，该种现象在以往文献中尚
少见报道。 

图 5 湛江黏土剪切模量 G和剪应变 γ 关系曲线 

Fig. 5 Shear modulus G-shear strain γ  relation curves of  

Zhanjiang clay 

2.2  最大动剪切模量与围压应力水平的关系 

根据图 5的曲线变化规律，可以假定湛江黏土在
小幅振动荷载作用下，其动应力–应变关系也符合

Hardin-Drnevich 双曲线规律，则其动剪应力τ 和剪应
变幅值γ 的关系可采用式（2）描述，由此可得式（3）
所示的动剪切模量表述式。 

=
+a b
γ

τ
γ

  ，               (2) 

1=
+

G
a bγ

  ，               (3) 

式中，a，b为试验参数。 
由式（3）拟合图5试验结果，可得到图6所示1/G

–γ 关系曲线，则最大动剪模量值为 max 1/G a= ，原状

土和重塑土在不同固结围压水平下的孔隙比e和最大
动剪切模量Gmax如表3所示。 
由表 3容易得到如图 7所示的湛江黏土最大动剪

切模量 Gmax与固结围压σ 关系，不难发现，原状土最
大动剪切模量 Gmax 随围压增大呈现出先增大后减小

的变化特性，当围压达到 600 kPa时开始降低，该转
折点对应围压大于结构屈服应力 400 kPa，而重塑土
Gmax 随围压增大而呈现单调增大规律。此外，在相同
固结围压条件下，当固结压力较小时，原状土 Gmax

大于重塑土，而当固结压力达到较高水平时，原状土

Gmax却低于重塑土。结合图 2与表 2的三轴 CU试验
结果，说明在小围压固结条件下，原状土最大剪切模

量 Gmax和不排水峰值强度 Su均高于重塑土，当围压

高于结构屈服应力后，重塑土的固结效应显著，呈现

出较高的刚度与强度特性。 

 

图 6 湛江黏土 1/G和剪应变 γ 关系曲线 
Fig. 6 1/G- γ relation curves of Zhanjiang clay 

表 3 湛江黏土不同围压下的孔隙比 e和最大动剪切模量 Gmax 

Table 3 Values of void ratio e and maximum dynamic shear  

modulus Gmax of Zhanjiang clay under various  

consolidation pressures  

原状土 重塑土 
围压
/kPa 孔隙比

e 
模量 

Gmax/MPa 
孔隙比

e 
模量 

Gmax/MPa 
50 1.41 23.81 — — 
100 1.38 29.76 1.05 17.95 
200 1.34 35.97 0.88 31.95 
300 1.30 41.67 — — 
400 1.24 47.85 0.74 55.55 
500 1.16 51.55 — — 
600 1.08 54.64 0.67 75.76 
700 1.02 53.48 — — 
800 0.96 51.55 0.61 92.59 
900 0.90 49.75 — — 



第 12期                     孔令伟，等. 湛江黏土动剪切模量的结构损伤效应与定量表征 

 

2153 

图 7 湛江黏土 Gmax和σ 关系曲线 

Fig. 7 Shear modulus Gmax-confining pressure σ  relation curves  

of Zhanjiang clay 

图 8 湛江黏土 Gmax/F(e)和 Su随固结压力 lgσ 变化关系 

Fig. 8 Variation relations of Gmax/F(e) and Su with confining  
pressure lgσ  of Zhanjiang clay 

图 9 湛江黏土 Gmax/Su随固结压力 lgσ 变化关系 

Fig. 9 Variation relation of Gmax/Su with confining pressure lgσ   

of Zhanjiang clay 

为了论证原状样的刚度弱化特征与结构损伤的关

联性，将经孔隙比函数 F(e)=1/(0.3+0.7e2)归一化后的
模量 Gmax/F(e)和不排水峰值强度 Su与固结围压σ 的
关系表示为如图 8所示。发现原状土经孔隙比函数归
一化后的最大剪切模量随围压变化的转折点与不排水

峰值强度 Su随围压σ 变化曲线相一致，也与结构屈服
应力相当。为此，将湛江黏土在不同固结围压水平下

的 Gmax/Su变化规律一并列于图 9，以兹对照。显然，
湛江黏土 Gmax/Su 随着固结围压的增大也呈现明显的

分段特征，在小围压条件下，因原状土的结构损伤较

小，其强度和刚度均随固结围压增大而增大，但当围

压应力水平达结构屈服应力 400 kPa 时，原状土

Gmax/Su 曲线开始出现转折，此时虽最大动剪切模量

Gmax还有所增大，但相对于不排水剪切强度 Su的增长

幅度要小，致使 Gmax/Su开始出现衰减趋势。随着固结

围压的进一步增大，土体结构发生渐进损伤，其性状

逐渐向重塑土过渡，因土体压硬性效应使其 Su 增长幅

度较大，而固结围压引起土体的结构损伤对 Gmax的衰

减程度也加大，从而导致 Gmax/Su固结围压增大而显著

减小。 
从上述试验结果看，重塑土最大动剪切模量随围

压水平增加而增大的变化规律符合国内外已形成的共

识认知；但原状土最大动剪切模量随围压的变化呈现

先增大后减小的特征，且只有最大动剪切模量与不排

水剪切强度比值以及经孔隙比函数归一化后的最大剪

切模量随固结围压变化的转折点对应围压值才与结构

屈服应力相当。究其缘由，可以认为结构性黏土的刚

度除受压硬性这一土体基本特性制约外，还与其结构

性这一固有属性相关，对于结构性黏土而言，其压硬

性的表现可能因结构性强弱不同而各异。湛江黏土因

具有很高的结构强度与灵敏度，原状样最大动剪切模

量随固结围压水平增大的变化特性，除受固结压力与

孔隙比函数的正效应影响外，同时受应力水平诱导其

结构损伤的负效应影响，且在不同应力水平下的影响

程度有所不同。当固结应力小于结构屈服压力时，正

效应占主导，反之则由负效应主导，这就是原状土与

重塑土 Gmax 随围压的增大呈现不同变化规律的物理

机制。 
2.3  考虑结构损伤效应的最大动剪切模量表征方法 

影响黏土 Gmax因素很多，包括试验条件以及土的

物理特性，对于一般黏性土，主要因素为固结压力 cσ
或有效平均应力 mσ ′ 和孔隙比 e。通常动模量 Gmax 随

有效平均应力的增大与孔隙比的减小而增大。目前通

用的 Hardin 经验公式将最大动剪切模量 Gmax表示为

有效围压和孔隙比的函数： 

m
max

a

( )
n

G AF e
p

σ ′ 
=  

 
  。         (4) 

式中  A 是反映各种应力或应变历史形成的土体常
数；n 是拟合常数； mσ ′ 是平均有效应力； ap 为标准
大气压，量纲与 mσ ′ 相同；e是孔隙比，F(e)是孔隙比
函数，黏性土一般为 F(e)=1/(0.3+0.7e2)。 
仅从式（4）的表征形式看，如平均有效应力 mσ ′

按通常习惯不计标准大气压，则 Hardin公式的表述方
式不适用于 m 0σ ′ = 的工况，因为在 m 0σ ′ = 条件下，土

体刚度 Gmax≠0，只是大小程度不同，宜将式（4）作
如下修改，以满足 m 0σ ′ = 工况下的刚度计算。 
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m
max

a

( ) 1
n

G AF e
p

σ ′ = +     
  。        (5) 

显然，Gmax随平均有效应力增加与孔隙比减小而

不断增大，为单调增函数。从结构性黏土的压缩变形

特性看，不管其初始扰动程度如何，当应力水平很高

时，其 e–lgσ 压缩曲线都会大致交于一点，此点纵
坐标为 0.42eo（eo为初始孔隙比），其后的压缩曲线，

随着应力增大而基本一致。事实上，在三轴等压固结

过程中，土体变形性状也基本类似。然而，按式（5）
则 Gmax随 mσ ′ 增加而不断增大，对于相同土体但初始
扰动程度不同的土样，该式无法满足应力水平足够高

时处于刚度近似的要求。为此，对于不同初始扰动程

度的相同土体，在不考虑结构损伤效应条件下，假设

Gmax 随 mσ ′ 变化具有相同的演化律，仅存在变化幅度
不同，且当应力水平足够高时，Gmax存在渐近极值，

则可对式（5）作修正，为消除孔隙比对 Gmax的影响，

一般考虑经孔隙比函数归一化最大剪切模量

Gmax/F(e)与固结压力 cσ 或有效平均应力 mσ ′ 关系，如
下所示： 

m

a
max

m

a

1
/ ( )

1 1

n

n

A
p

G F e
B

p

σ

σ

 ′ +     =
 ′ + +     

  ，       (6) 

式中，A，B，n均为反映各种应力或应变历史形成的
土体常数，n为 Gmax/F(e)随 mσ ′ 变化快慢程度的速率因
子，A/B 为理论上 mσ ′ 趋于无穷大的模量极限值，
A/(1+B)则为 m 0σ ′ = 的模量值 Gmax/F(e0)。此时，式（6）
既能满足 m 0σ ′ = 时 Gmax≠0，又能保证 mσ ′ 足够大时最
大剪切模量存在渐近值的要求。图 10为重塑土经归一
化后最大剪切模量与围压的拟合曲线（拟合参数见表

4），呈现出刚度随应力水平增大的良好压硬性，
Gmax/F(e)极限值为 84.32 MPa。 
由于原状土经孔隙比函数归一化的最大剪切模量

随有效围压增大呈现先增大后减小的变化特征（图

8），且转折点对应于结构屈服应力，这表明要合理描
述具有强结构性的湛江黏土最大剪切模量随围压的变

化规律，除平均有效应力 mσ ′ 及孔隙比 e外，尚应考虑
结构损伤的影响，而式（6）难以反映结构损伤的刚度
软化效应。通过引入式（7）的刚度软化系数 k，可得
式（8）所示的考虑结构损伤效应的最大动剪切模量表
征方法。 

r
r

m

c

1

1

kk k

p

λ
σ

η

−
= +

 ′ 
+  

 

  ，       (7) 

m

a r
max r

m m

a c

1
1

/ ( )
1 1 1

n

n

A
p kG F e k

B
p p

λ

σ

σ σ
η

   ′ +      −   = +  ′  ′    + + +            

。(8) 

以下分析式（7）各参数物理意义，并论证引入刚
度软化系数 k合理性与式（8）用于完整描述结构性黏
土最大动剪切模量演变规律的有效性。 
参数 rk 为理论上 mσ ′ 趋于无穷大时的刚度软化系

数，可称为残余软化系数或最小软化系数； mσ ′ 足够
大时的模量极值 max r/ ( ) /G F e Ak B= ；λ是表征刚度软化
快慢程度的速率因子， cp 定义为结构性黏土的表观先
期固结压力，等同于结构屈服应力 kσ ，由压缩试验确
定。η是结构屈服应力 cp 与刚度软化系数 r(1 ) /k k= +  
2时平均有效应力 mσ′的比值，如令此对应平均有效应

力 m ωσ σ′ = ，据式（7）可得η值。 
c

ω

p
η

σ
=   。                (9) 

由式（9）也可将式（8）改写成式（10）的形式，

ωσ 为软化系数 r(1 ) / 2k k= + 时所对应的平均有效应

力。 

m

a r
max r

m m

a ω

1
1

/ ( )
1 1 1

n

n

A
p kG F e k

B
p

λ

σ

σ σ
σ

 ′ +    −    = +  ′  ′    + + +            

。(10) 

从式（7）～（10）容易看出，当 m 0σ ′ = 时，刚

度软化系数 1k = ， max / ( ) /(1 )G F e A B= + ；因 ωσ 大于 cp ，
η小于 1.0，在平均有效应力 mσ ′ 小于结构屈服应力 cp
时，软化系数 1k ≈ ；当 m cpσ ′ > 时，土体结构渐进破损，

k值逐渐减小，直至逼近其极限值 rk ；当 0η = 时，式

（8）退化为式（6），对于结构性较弱土体，压硬性占
主导， k接近 1，式（6）与式（8）差异很小，可用
于表征重塑土与结构性不强的土体最大动剪切模量随

固结应力演变特性。至此，可以认为式（8）既可反映
压硬性对结构性黏土最大动剪切模量的影响，也可以

考虑结构损伤的刚度弱化效应，还可兼顾延伸于极端

应力下结构性黏土的刚度响应特征。 
结合该黏土结构屈服应力为 400 kPa与表 3试验

结果，釆用式（8）对原状湛江黏土归一化最大剪切模
量与围压关系进行定量表征，拟合曲线和参数见图 10
与表 4。可以说，式（8）能很好反映刚度软化过程，
归一化最大动剪切模量在固结应力小于结构屈服应力

时，呈现增函数特征，而一旦超过结构屈服应力，软

化现象显著，软化系数 r(1 ) / 2 0.65k k= + = 时，对应

的平均有效应力 ω 736 kPaσ = ；当应力水平增大至

1500 kPa左右时，Gmax/F(e)达到刚度软化阶段的极小 
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表 4 原状土和重塑土的拟合参数 

Table 4 Fitting parameters of undisturbed and remoulded clays 

拟合参数 A/MPa B n kr  η λ 极限值/MPa R2 
原状土 28.45 0.1002 0.5517 0.2953 0.5434 4.399 83.84 0.9957 
重塑土 12.48 0.1480 1.1010 — — — 84.32 0.9997 

值，其后随应力水平的增大而增大，直至逼近极限值

83.84 MPa，这刚好与重塑样的 Gmax极限值 84.32 MPa
基本相当。 

图 10 湛江黏土 Gmax/F(e)与围压 lgσ 关系曲线 

Fig. 10 Shear modulus Gmax/F(e) and confining pressure lgσ   

.relation curves of Zhanjiang clay 

实际上，从力学机制看，湛江天然黏土在固结围

压水平不断增大过程中，孔隙比函数归一化最大动剪

切模量的演变过程历经了 3 个阶段：①第一阶段
（ cσ = 0～400 kPa），因土体具有较强结构性与围压
增大压硬性的共同正效应，使其刚度呈强化特征；②

第二阶段（ cσ = 400～1500 kPa），围压超过结构屈服
应力，导致土体结构渐进破损，其结构状态渐向重塑

土过渡，结构损伤的副效应起主导，刚度显著弱化；

③第三阶段（ c 1500 kPaσ > ），土体在高应力作用下，

其天然原始结构进一步破损，向重塑土性能逼近，压

硬性的正效应重新占主导，刚度不断强化，并当应力

水平足够高时，其最大剪切模量渐近值与重塑土相同。

由此可见，式（8）能够很好地用于完整描述结构性黏
土最大动剪切模量随应力水平变化的演变规律，具有

更广的适宜性。 

3  印证分析与机制讨论  
受共振柱施加固结压力最大量程为 1.0 MPa 所

限，暂难以实施更大固结压力的共振柱试验直接验证

图 10原状土外延第三阶段曲线变化规律。但从宏观力
学效应看，结构性黏土的独特性主要表现为其工程特

性在结构屈服前后具有很大不同，通常都存在明显转

折[6]；从微观机制看，则主要体现在其初始状态的内

部结构特征及在受荷过程中的演变性状。刚度作为表

征土体在荷载下抗变形能力的参量，无论是静刚度还

是动刚度，通常都采用模量来衡量，诸如压缩模量、

体积模量与动剪切模量等。虽然静模量与动模量并不

同，也难以建立普适性的定量关系，但从不同应力水

平下的响应特征可相互定性印证，原因在于土体性能

的决定性内在要素归根结底始终和其物质成分、结构

特征及形成过程相关联。正因如此，从不同固结压力

下静刚度与微观结构变化规律出发，采用比拟与演绎

思路求证图 10外延第三阶段曲线变化规律的合理性，
并探讨其本质机制，也不失为一种可行的间接佐证途

径。 
3.1  湛江黏土静刚度的应力水平效应 

压缩模量Es和体积模量K均可用以表征土体的静
刚度，由湛江黏土压缩曲线（见图 1）可获得其 Es随

固结应力的变化规律，根据 CU试验等压固结排水过
程中量测的体变则可计算出相应 K 值，结果如图 11
所示。可以发现，无论是 Es还是 K，湛江黏土原状样
的静刚度均随应力水平的增大而呈现出先增大后减小

再增大 3个阶段的变化规律；而重塑样则一直呈压硬
性特征，且从数值上看，在较低应力条件下，原状样

的压缩模量与体积模量也均比重塑样大，反之则相反。

这些规律都与图 10 的湛江黏土最大动剪切模量变化
趋势相吻合，从比拟结果看，印证了强结构性黏土的

动刚度同时受土体压硬性的正效应与结构损伤的副效

应影响机制，也间接证实了所提出描述方法的合理性。 

图 11 湛江黏土模量和固结应力关系曲线 

Fig. 11 Relationship between modulus and confining pressure of  

Zhanjiang clay 
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(a) 原状土2500×                 (b) 固结压力200 kPa 2500×          (c) 固结压力400 kPa 2500×          (d) 固结压力600 kPa 2500×  

    

(e) 固结压力1000 kPa 2500×         (f) 固结压力1200 kPa 2500×          (g) 固结压力1200 kPa 2000×          （h）重塑土2500× 

图 12 湛江黏土 SEM照片 

Fig. 12 SEM photos of Zhanjiang clay 

3.2  湛江黏土的微观结构特征与应力水平效应 

针对原状土及其平行历经不同固结压力的固结试

验完成后试样，采用冷冻真空升华干燥法制备SEM试
验样品，应用S-250MK Ⅲ型扫描电镜追踪观测在
200～1200 kPa固结压力下湛江黏土微结构形态演化
规律，其原状样、重塑样及不同固结应力下原状土

SEM照片如图12所示。从组构特征看，湛江黏土呈开
放式絮凝结构，基本单元体间成架空形式，接触点数

目较少，构成孔隙发育的骨架，无定向排列，而重塑

样则呈开放叠片架结构，并具有定向排列特征。 
从图 12 所显示出的湛江黏土在不同固结压力下

微观结构演化 SEM 照片看，随着固结压力的增大，

土体微观结构总体上表现为从空架结构逐渐转化为片

架结构，根据演变趋向可以粗略划分 3个阶段：①结
构微调阶段，该阶段固结压力小于结构屈服应力，各

种孔隙含量相对稳定，宏观上土体略有压密，但变形

不大，微观上表现为颗粒间的接触模式有局部调整，

但未发生根本变化；②结构破损阶段，此阶段固结压

力已超过结构屈服压力，集聚体间孔隙体积明显下降，

集聚体间的连接发生破坏，原始结构破损逐渐显著，

颗粒间接触模式逐渐过渡到以面–面镶嵌的状态为主，
也趋于有序性；③结构固化阶段，土体微观结构已从

初始架空结构逐渐转化为片架结构，整体形态与重塑

土趋于一致，颗粒间呈现较密实接触，定向排列较明

显，稳固的结构状态初见端倪。基于土体的宏观力学

性质受控于其组构特征这一普遍规律，根据上述历经

不同固结压力作用下湛江黏土微观结构的变化特征，

从演绎推理的逻辑自洽性看，湛江结构性黏土的最大

动剪切模量随固结围压水平的提高必然呈现先增大后

减小再增大 3个阶段的变化规律，这也符合建立结构
性模型的思路，即通过细观研究得出定性正确的规律

性，定量的关系仍通过宏观研究确定[11]。  
综上所述，湛江黏土的静刚度与微观结构随不同

固结压力水平的变化趋势，均呈现出与最大动剪切模

量演变过程类似的三阶段特征，正好证实了湛江黏土

最大动剪切模量随围压的演变性状与其强结构性密切

关联，不仅表现出一般黏土的压硬性效应，更具有显

著的结构损伤效应。 

4  结    论 
（1）湛江黏土是一种典型的强结构性土，其重塑

样最大动剪切模量 Gmax随有效围压增加而增大，但原

状土 Gmax 随有效围压的变化呈先增大后减小的奇异

特征，且其转折点对应围压大于结构屈服应力，经孔

隙比函数归一化的Gmax/F(e)随有效围压变化的转折特
征点与结构屈服应力相当。 
（2）针对 Hardin 公式表征方式难以延伸极端应

力水平与未考虑结构性损伤影响的不足，通过分析函

数极限存在条件与引入描述结构损伤效应的刚度软化

系数，提出能用于完整表征结构性黏土最大动剪切模

量随应力水平变化演变规律的定量方法，具有更广的

适宜性。 
（3）在宽应力水平范围条件下，湛江黏土最大动

剪切模量随应力水平的逐渐增大呈现出先增大后减小

再增大 3个阶段的变化规律，缘由在于其响应特征同
时受土体压硬性的正效应与结构损伤的负效应双重影
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响，不同固结压力下湛江黏土的静刚度与微观结构演

变性状也具有类似的特征，间接印证了影响结构性黏

土动剪切模量的物理机制。 
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摘  要：为研究排水板在实际工况下的通水特性，研制排水板纵向通水量测试新仪器，采用室内真空预压模型试验、
堆载预压模型试验和直接充灌淤泥等方法来制作板土单元体（试样），并开展板土单元体（试样）通水能力测试。试

验结果表明：无论是直接充灌淤泥法、堆载预压法还是真空预压法，高性能排水板通水量均大于现行规程试验结果，

而普通排水板通水量均小于现行规程试验结果，现行规程方法高估了真空预压后普通排水板的通水能力。对比结果表

明：高性能排水板在堆载预压后通水能力与真空预压后通水能力接近，而普通排水板在堆载预压后通水能力明显高于

真空预压后通水能力。因此，对于变形大且固结时间长的新近吹填淤泥地基加固工程应优先选用高性能排水板。 
关键词：高性能排水板；普通排水板；通水量测试新仪器；板土单元体；模型试验 
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Experimental study on discharge capacity of prefabricated vertical drain 
considering interaction of PVD and soil 

ZHU Qun-feng1, 2, GAO Chang-sheng1, 2, ZHAN Xin-jie1, 2, ZHANG Ling1, 2, YANG Shou-hua1, 2, MING Jing-ping1, 2 
( 1.Nanjing Hydraulic Research Institute, Nanjing 210029, China; 2. State Key Laboratory of Hydrology-Water Resources and Hydraulic 

Engineering, Nanjing 210029, China) 

Abstract: In order to study the practical discharge capacity of prefabricated vertical drain (PVD), a new apparatus is developed. 
The laboratory vacuum preloading model tests, surcharge preloading model tests and direct filling tests are used to produce the 

PVD-soil element samples, and the discharge capacity measurements of PVD-soil element samples are conducted. The test 
results show that regardless of using the direct filling tests, laboratory vacuum preloading tests and surcharge preloading tests, 

the discharge capacity of high-performance PVD is higher than that measured by the current specification, and that of the 
traditional PVD is lower than the value measured by the current specification. The results by the current specification 

overestimate the discharge capacity of the traditional PVD under vacuum preloading. The comparative test results reveal that 
the discharge capacity of the high-performance PVD under surcharge preloading is close to that under vacuum preloading, and 

the discharge capacity of the traditional PVD under surcharge preloading is higher than that under vacuum preloading. 
Therefore, for the newly dredged soft soil reinforcement project, when the settlement of soil is large and the consolidation 

period is long, the high-performance PVD should be preferred. 
Key words: high-performance PVD; traditional PVD; new apparatus for discharge capacity measurement; element of PVD and 

soil; model test 

0  引    言 
塑料排水板是软基排水固结过程中关键的排水材

料。目前中国普通排水板通常以处理软土厚度进行选

材分类，常规的 A、B、C型排水板板宽一般为 10 cm，
纵向通水量大于（15～40） cm3/s，滤布等效孔径<75 
μm，滤布渗透系数大于 5×10-4 cm/s，这些普通排水
板已在软基加固工程中普遍应用[1-3]。近年来，随着超

软淤泥地基处理工程日益增多，工程界对排水板性能

开展了更多探索，如在一些重要和重大工程中，为保

证排水板的持久排水作用，提出采用高性能塑料排水

板[4]。高性能塑料排水板芯板材料采用纯新聚丙烯塑

料，齿槽挺直光滑，芯板和滤膜采用热黏合工艺，整

体性较强。同时高性能排水板滤布等效孔径大于普通
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排水板。排水板滤布等效孔径是影响其功效的重要指

标，该指标值是工程技术人员根据材料生产工艺水平

和工程实践总结得到的。一般来说，较小的等效孔径

可能会使孔隙水无法通畅排出，而较大的等效孔径又

易使细土颗粒透过滤布后淤积在排水板芯槽内，出现

堆积淤堵，通水能力下降。目前中国排水板规程[5]中

均规定滤布等效孔径要小于 75 μm，欧洲标准《垂直
排水井技术规程》中规定排水板滤布等效孔径要小于

100 μm，而高性能排水板滤布等效孔径多在 80～150 
μm之间（已超出国内外规程要求），其允许淤泥地基
一些细小土颗粒随孔隙水排出，而不被吸附在排水板

滤布中[6]。 
塑料排水板通水能力是其重要性能指标，对被加

固软土排水固结效果起决定作用，常采用通水量表示。

现行规程排水板通水量测试方法[7]是在板体外侧套上

乳胶膜，施加 350 kPa侧压力，然后测试其通水量。
部分研究者为考虑弯折因素影响，采用人为弯折排水

板，套上乳胶膜，然后测试其通水量[8]。以上方法均

无法考虑板土相互作用下排水板弯折后的实际通水能

力。俞炯奇通过对比工程使用前、后的排水板性能指

标，指出当排水板随土体固结发生弯折后，其通水性

能显著降低[9]。目前考虑板土相互作用的排水板通水

量测试结果未见报道，特别是针对中国市场上常见的

SPB型普通排水板和高性能排水板。 
本文首先介绍新研制的排水板通水量测试新仪

器，随后通过 3种不同方法（真空预压模型试验、堆
载预压模型试验、充灌淤泥试验）制备“板土单元体”

试样，采用新研制仪器测试“板土单元体”中排水板

通水量，据此研究排水板在接近实际工况的通水性能。 

1  排水板通水量测试新仪器 
1.1  现行规程排水板通水量测试仪器 

现行规程中排水板通水量测试仪器如图 1所示。
测试方法[7]是在排水板外侧套上乳胶膜，施加恒定侧

压力（350 kPa），调节进出水管水位，保持试验水力
梯度 i=0.5，然后测试其通水量。该方法无法考虑板土
相互作用以及板体弯曲的影响。 

图 1 现有规程排水板通水量测试仪器 

Fig. 1 Measuring apparatus of discharge capacity of PVD in  

current specification 
1.2  排水板通水量测试新仪器 

排水板通水量测试新仪器主要由压力室、排水板

通水及控制系统、侧压力控制系统等组成，其示意图

如图 2所示。 

 

图 2 排水板通水量测试新仪器示意图 

Fig. 2 Illustration of new measuring apparatus of discharge  

.capacity of PVD 

压力室直径为 240 mm，高度为 410 mm。在压力
室内，试样和围压水通过乳胶膜分隔。侧压力控制系

统由压力源、调压阀、水等组成。压力源采用压缩空

气，调压阀控制试样周围水压。排水板通水与控制系

统由水箱、进出水端测压管、量筒等组成。 
采用新仪器测试时，首先在压力室底座上安装“板

土单元体”试样（制作方法见第 2节），随后连接进水
管和进水端水头测量管路，安装压力室及上部通水装

置，连接出水端水头测量管路，向压力室内通水，对

试样施加压力后测量其通水量。 
新仪器主要特点是能模拟排水板随土体发生弯曲

的实际工况，可考虑排水板与土体相互作用。因此，

用新仪器来测试排水板通水量能真实反映排水板的实

际通水特性。 

2  板土单元体制备 
板土单元体试样包括真空预压板土单元体、堆载

预压板土单元体和充灌淤泥板土单元体。 
2.1  试验土样 

试验土料采用连云港疏浚造地的吹填淤泥。将湿

土料晾晒风干后碾压分散；过 5 mm筛，剔除贝壳、
植物根茎等杂物。将土料按照含水量 75%配制成泥浆，
在塑料容器内浸泡 15 d以上。浸泡过程中充分搅拌，
促使土颗粒分散、排气饱和。土体基本物理性质指标

如表 1所示。 
2.2  塑料排水板 

塑料排水板分别采用高性能塑料排水板和国标

SPB-100型普通塑料排水板（如图 3所示）。 
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表 1 土体物理性质指标 

Table 1 Physical properties of soil  
颗粒含量/% 

比重 
Gs 

液限 
wL/% 

塑限 
wP/% 

塑性 
指数 Ip 

>0.075 

mm 

0.075～ 

0.005 mm 

<0.005 

mm 

2.75 54.8 24.8 30 7.6 44.9 47.5 

  

（a）普通排水板                  （b）高性能排水板 

图 3 普通排水板和高性能塑料排水板 

Fig. 3 Traditional and high performance PVDs 

对两种塑料排水板开展基本性能测试，测试方法

参照《土工合成材料测试规程》（SL235—2012）[7]，

测试结果如表 2，3所示。从表中可知，相比于普通塑
料排水板，高性能排水板复合体抗拉强度高、伸长率

大，滤膜抗拉强度高，等效孔径大。根据规程方法[7]

测试得到高性能排水板和国标 SPB-100型排水板的通
水量分别为 90.9 cm3/s和 38.2 cm3/s。 
2.3  真空预压板土单元体制备 

真空预压是吹填淤泥的主要加固方式，真空预压

“板土单元体”是本文的主要研究对象。真空预压板

土单元体（试样）的制备方法：首先开展淤泥的真空

预压模型试验，试验结束后以排水板为中心，取直径

大于 150 mm，高度大于 450 mm的土柱。为制备包裹
排水板的“板土单元体”试样，同时适应仪器尺寸并

且便于试验安装，用钢丝锯等工具将土柱整修成直径

150 mm，长度 400 mm，排水板长度 450 mm（两端长

度比土柱大 25 mm）的试样。取样和整修过程中操作
均匀规范，减小对试样的扰动。“板土单元体”中土体

形成一定的应力水平，限制了排水板变形，因此取样后

排水板弯曲曲率基本没有变化。“板土单元体”试样制

备后安装在测试新仪器中，然后开展通水量测试。 

 

图 4 真空预压模型试验示意图 

Fig.4 Illustration of vacuum preloading model tests 

真空预压模型试验（如图 4所示）共分为 4组，
试验过程如下[6]：首先在钢筒（直径 730 mm、高度
1200 mm）中充灌含水量 75%的淤泥浆，静置 10 d后
排出表面积水和浮泥，铺设无纺布，在浮泥表面均匀

分布插设 4根排水板，再铺设约 7 cm厚砂垫层。排水
板下端至模型筒底板，上端高出砂垫层约 15 cm。砂
垫层上铺一层无纺布后覆盖密封膜。砂垫层中埋设直

径约 2.5 cm的滤管，与抽气管及抽真空系统连接。模
型试验前取筒中淤泥测试其含水量，4 个模型筒中淤
泥含水量接近。 
吹填淤泥尚未完成自重固结，如直接抽真空至设

计值，淤泥颗粒会在排水板周围形成“土柱”，进而影

响加固效果。为保证加固效果，负压荷载分 3级逐级
增加（33，60，80 kPa），由自动控制系统启闭电磁阀 

表 2 SPB-100型塑料排水板基本性质指标 

Table 2 Basic characteristics of SPB-100 PVD 

复合体 滤膜 

单位长度

质量 

/(g·m-1) 

厚度 
/mm 

宽度 

/mm 

复合体 

抗拉强度 

/kN 

复合体伸

长率/% 

单位面积

质量 

/(g·m-2) 

厚度 

/mm 

纵向干态抗

拉强度 

/(N·cm-1) 

横向湿态抗

拉强度 

/(N·cm-1) 

渗透系数 

/(cm·s-1) 

等效孔径 

/mm 

88 4.0 98.5 2.94 9.4 78 0.37 31.2 22.5 11.6×10-3 <0.074 

   延伸率 10%    伸长率 10% 伸长率 15%  O98 

表 3 高性能塑料排水板基本性质指标 

Table 3 Basic characteristics of high-performance PVD 
复合体 滤膜 

单位长

度质量 
/(g·m-1) 

厚度 
/mm 

宽度 
/mm 

复合体 
抗拉强度 

/kN 

复合

体伸

长率 
/% 

单位面

积质量 
/(g·m-2) 

厚度 
/mm 

纵向干态抗

拉强度 
/(N·cm-1) 

横向湿态抗

拉强度

/(N·cm-1) 

渗透 
系数

/(cm·s-1) 

等效 
孔径 
/mm 

117 4.4 102 4 30 126 0.39 63.2 60.1 8.5×10-3 0.1 
   延伸率 10%    伸长率 10% 伸长率 15%  O98 
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来稳定负压荷载。真空预压模型试验中加载过程如图

5所示。 

图 5 真空预压模型试验加载过程线 

Fig. 5 Applied vacuum pressures during vacuum preloading  

model tests 

控制模型筒（#1～#4）土体压缩变形（率）分别
为 10%，15%，20%和 25%，当变形达到预定值时关
闭抽气阀停止抽气。模型试验中淤泥沉降曲线如图 6
所示。 

图 6 真空预模型试验淤泥沉降曲线 

Fig. 6 Settlement versus time in vacuum preloading model 

 tests 

各模型筒（#1～#4）中淤泥实际固结压缩量和压
缩变形如表 4所示。 

表 4 真空预压模型试验中最终真空度和压缩变形 

Table 4 Final vacuum pressures and consolidation settlements in  

vacuum preloading model tests 

模型筒编

号 

最终真空荷载

/kPa 

淤泥固结

压缩量/mm 

压缩变形率

/% 

1 60 182 16.2 

2 80 239 21.4 

3 80 281 25.6 

4 33 130 11.7 

2.4  堆载预压板土单元体制备 

堆载预压板土单元体（试样）制备方法为：首先

开展淤泥堆载预压模型试验，试验结束后以排水板为

中心，取直径大于 150 mm，高度大于 450 mm的土柱。
用钢丝锯等工具，将土柱修整成直径 150 mm，长度

400 mm，排水板长度 450 mm（两端长度比土柱长 25 
mm）的板土单元体（试样）。最后将“板土单元体”
试样安装在测试新仪器中，开展通水量测试。 

堆载预压模型试验在油桶中进行（直径 680 mm，
高 780 mm），荷载通过杠杆式大型固结仪分级施加（如
图 7 所示）。首先在筒中充灌含水量 75%的泥浆，充
灌、静置方法与真空预压模型相同。在土体中均匀插

设 4根排水板（3根高性能板和 1根普通板），再铺设
约 10cm 厚砂垫层。砂垫层上安装载荷板，板上布置
小口径通孔以利于排水。荷载分 5级逐级（1.6，22，
50，80，107 kPa）施加避免淤泥挤出。堆载预压模型
试验中加载过程如图 8所示。 

 

图 7 堆载预压模型试验示意图 

Fig.7 Illustration of surcharge preloading model tests 

图 8 堆载预压模型加载过程线 

Fig. 8 Applied pressures during surcharge preloading model tests 
堆载预压模型试验中控制土体最终压缩率为

25%，土体沉降曲线如图 9所示。 

 

图 9 堆载预压模型试验淤泥沉降曲线 

Fig. 9 Settlement versus time in surcharge preloading model  

tests 
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2.5  充灌淤泥板土单元体制备 

充灌淤泥板土单元体制备方法为：将长度为 450 
mm 的排水板试样一端插入压力室底座芯槽，用橡胶
圈挤入排水板与芯槽之间的间隙并盖上盖板，使排水

板与芯槽柔性密封。将乳胶膜下端固定在直径 150 mm
的底座上并用橡皮圈扎紧，在乳胶膜外安装定型筒（内

径 155 mm），将乳胶膜上端翻套在定型筒上口并将排
水板套上保护套，防止充灌淤泥时过分污染排水板；

向定型筒支撑的乳胶膜内充灌淤泥，充灌过程中随淤

泥高度逐步提升排水板保护套直至完全拔出。淤泥充

灌接近上口时安装加高筒，使淤泥面高出定型筒上口

约 20 mm；淤泥上加 2 kg重物，静置 18～20 h后移
去加高筒，除去超高淤泥土，使土柱高度为 400 mm，
试样制备完成。 
充灌淤泥板土单元体试样中包括 3组高性能直板

试样、1组普通直板试样、2组人为弯折高性能板试样。
其中 2组人为弯折高性能板均弯折 5处，装样时控制
板体弯折率。 

3  通水量测定方法 
采用真空预压、堆载预压板土单元体试样测试通

水量时，首先将试样一端的排水板插入压力室底座芯

槽，用橡胶圈挤入排水板与芯槽的间隙并盖上盖板，

使排水板与芯槽柔性密封。修整试样，使土柱与底座

接合良好。用承膜筒将乳胶膜套在试样上，下端与底

座用乳胶橡皮圈扎紧密封；安装试样固定筒，将乳胶

膜上端翻套在固定筒上口。 
采用充灌淤泥方法制备的试样已直接固定在压力

室内。在试样排水板上端套上引导套，安装上盖，排

水板穿出上盖芯槽后拔出引导套，用橡胶圈加盖板将

排水板与芯槽之间缝隙密封；乳胶膜上端与试样上盖

用乳胶橡皮圈扎紧密封。 
板土单元体（试样）安装后，连接底部排水板通

水装置，连接进水管和进水端水头测量管路；安装压

力室及上部通水装置，连接出水端水头测量管路。压

力室进水，施加 350 kPa侧压力，测量前根据排水板
长度调整试验水头，使其满足水力梯度，预压 60 min
后开始测量。试验过程中间隔 2～3 h记录一次通水流
量和时间，直至通水量测值满足 6 h误差≤5%，最后
测定值即为排水板通水量试验结果。排水板通水量[7]

按下式计算； 

              
VQ
ti

=   ，             (1) 

式中，Q为通水量（cm3/s），V为 t时段内通过排水板
的水流量（cm3），t为通过 V流量所经历的时间（s），
i为水力梯度，设定为 0.5。 

拆除试样时测量排水板通水段长度，计算对应

i=0.5时的水头，用不同水头所测得通水量关系，内插
计算得到的通水量为该排水板通水量试验结果。 

4  试验结果分析 
4.1  真空预压后排水板通水量试验结果 

真空预压制备试样通水量测试结果如表 5所示。
#1，#2，#3模型筒分别开展 2组高性能板和 1组普通
板测试，#4模型筒中淤泥压缩率低，加固结束后淤泥
土尚处于流塑状态，开挖取样和切削制样十分困难，

只开展 1组高性能板和 1组普通板测试。 
根据表 5可知：弯曲率相近时，高性能排水板通

水量远高于普通排水板。对于高性能排水板，板体弯

曲率（7.0%～25.4%）对通水量结果影响较小（150.5～
176.9 cm3/s）。对于普通排水板，板体弯曲率对通水量
有一定影响：当排水板弯曲率为 4.3%时，其通水量为
17.2 cm3/s；当排水板弯曲率为 24.5%时，其通水量降
低至 9.3 cm3/s。真空预压后普通排水板的通水量结果
（8.5～17.2 cm3/s）远低于规程试验结果（38.2 cm3/s，
SL 235—2012）。 

表 5 真空预压后排水板通水量试验结果 

Table 5 Discharge capacities of PVD by vacuum preloading model  

.tests 

筒编号 排水板 
模型压 
缩率/% 

排水板实际

长度/cm 
板弯 
曲率*/% 

通水量

/(cm3·s-1) 
1 高性能-1 16.2 43.4  7.8 155.2 
1 高性能-2 16.2 43.0  7.0 176.9 
1 普通 16.2 53.0 24.5   9.3 
2 高性能-1 21.4 45.4 11.9 150.5 
2 高性能-2 21.4 53.6 25.4 160.1 
2 普通 21.4 47.0 14.9   8.5 
3 高性能-1 25.6 45.5 12.1 153.1 
3 高性能-2 25.6 53.5 25.2 164.2 
3 普通 25.6 48.8 18.0  11.0 
4 高性能-1 11.7 41.5  3.6 174.3 
4 普通 11.7 41.8  4.3  17.2 

注：板弯曲率是指排水板弯曲长度（实际长度-40 cm）与实际长度之比。 

4.2  堆载预压后排水板通水量试验结果 

堆载预压后排水板通水量测试结果如表 6所示。
试验共测试 2根高性能板和 1根普通板。 

表 6 堆载预压后排水板通水量试验结果 

Table 6 Discharge capacities of PVD by surcharge preloading tests 

排水板 模型压缩率
/% 

实际长度 
/cm 

板弯曲率* 
/% 

通水量 
/(cm3·s-1) 

高性能-1 25.9 44.0  9.1 156.7 
高性能-2 25.9 50.3 20.5 146.7 
普通 25.9 43.8  8.7  25.3 

注：板弯曲率是指排水板弯曲长度（实际长度-40 cm）与实际长度之比。 

根据表 6 可知，弯曲率接近时（8.7%～9.1%），
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高性能排水板通水量（156.7 cm3/s）远高于普通排水
板（25.3 cm3/s）。 
4.3  充灌淤泥后排水板通水量试验结果 

充灌淤泥后排水板通水量测试结果如表 7所示。
高性能直板通水量为 112.8～133.6 cm3/s；普通直板通
水量为 61.7 cm3/s，其值约为高性能直板通水量的
50%。人为弯折后，高性能排水板通水量降低。 

表 7 充灌淤泥后排水板通水量试验结果 

Table 7 Discharge capacities of PVD by slurry filling tests 

排水板 排水板状态 压缩率/% 
通水量 

/(cm3·s-1) 
高性能-1 直板 — 120.0 
高性能-2 直板 — 133.6 
高性能-3 直板 — 112.8 
普通-1 直板 —  61.7 
高性能-4 人为弯折 15.3 110.4 
高性能-5 人为弯折 24.9  92.8 

4.4  堆载预压、真空预压排水板通水量对比分析 

对比表 5，6试验结果可知，高性能排水板在两种
加载方式（真空、堆载）作用下的通水量测试结果接

近。普通排水板在真空预压后通水量明显低于堆载预

压后通水量：4 组真空预压后普通排水板通水量平均
值为 11.5 cm3/s，为堆载预压后普通排水板通水量
（25.3 cm3/s）的 45%左右，其主要原因是两种荷载（堆
载、真空）作用下淤泥颗粒的迁移形式不同。吹填淤

泥颗粒间连接较弱，真空负压作用下，淤泥颗粒向排

水板运移，部分颗粒吸附在滤膜中，部分颗粒积聚在

排水板弯折处或芯槽中[10-11]；而堆载作用下，淤泥颗

粒向排水板的迁移作用较小。因此堆载预压后普通排

水板的通水能力比真空预压后排水板的通水能力大。 
4.5  堆载预压、充灌淤泥排水板通水量对比分析 

表 8汇总了堆载预压和充灌淤泥 2种方法得到的
排水板通水量试验结果。从表 8可知，排水板弯曲程
度相近时，堆载预压后高性能排水板通水量大于人为

弯折排水板通水量，其主要原因可能是：高性能排水

板芯板强度高不易弯折，随土体固结发生变形后，仍

能保持弧形弯曲状态而维持较好的通水能力。而人为

弯折排水板时可能会导致弯折处通水断面变小，通水

能力降低。堆载预压后普通排水板的通水量（25.3 
cm3/s）低于充灌淤泥直板的通水量（61.7 cm3/s），排
水板发生弯折后其通水能力大幅降低。 
4.6  现行规程与本文试验结果对比分析 

现行规程[7]排水板通水量测试方法（见 2.2 节）
没有考虑板体弯曲和板土相互作用，其测试结果具有

如下特征：①对于普通排水板，规程方法测试通水量

（38.2 cm3/s）高于堆载预压和真空预压排水板通水量
测试结果（25.3，11.5 cm3/s）；②对于高性能排水板，
规程方法测试通水量（90.9 cm3/s）低于堆载预压、真

空预压后排水板通水量（146.7～176.9 cm3/s），其主要
原因是：规程方法中排水板外套乳胶膜，并施加 350 
kPa 水压，排水板的排水通道在水压作用下发生较大
变形。而考虑板土相互作用的测试方法中，高性能排

水板包裹在土体中，随土体固结发生弯曲变形，土体

侧向限制作用比水压限制作用小，因此测试的通水量

比规程测试值高。 
表 8 堆载预压、充灌淤泥后排水板通水量试验结果 

Fig. 8 Discharge capacities of PVD by surcharge preloading tests  

and slurry filling tests 

试验类型 排水板 模型 
压缩率/% 

实际长度
/cm 

板弯 
曲率*/% 

通水量 
/(cm3·s-1) 

堆载 高性能-1 25.9 44.0  9.1 156.7 
堆载 高性能-2 25.9 50.3 20.5 146.7 
堆载 普通 25.9 43.8 8.7  25.3 
充灌淤泥 高性能-1 人为弯折 47.3 15.3 110.4 
充灌淤泥 高性能-2 人为弯折 53.3 24.9  92.8 
充灌淤泥 普通-1 — 40.0 直板  61.7 

注：板弯曲率是指排水板弯曲长度（实际长度-40 cm）与实际长度之比。 

试验后对随土体固结变形的排水板形态进行了观

察。高性能板在土体固结压缩时呈“S”型弯曲变形，
而普通板发生弯折变形。前者排水通道仍然顺畅，通

水能力与直板接近；后者通水能力在弯折后明显降低。 
根据试验结果，真空预压后普通排水板通水量较

低（11.5 cm3/s），而高性能排水板通水量为普通排水板
通水量的 10 倍，因此，对于变形大且固结时间长的新
近吹填淤泥地基加固工程应优先选用高性能排水板。 
4.7  排水板通水量影响因素 

根据本文试验结果及分析，排水板通水量与以下

因素相关： 
（1）板土相互作用，表现为排水板的变形形式（弯

曲、弯折）、弯曲率、土体颗粒向排水板运移等。排水

板随土体固结发生变形，弯折变形比弯曲变形的通水

量降低更明显；弯曲率越大，其通水量降低更明显；

土颗粒在真空负压作用下吸附到排水板滤膜，积聚在

排水板芯槽和弯折处，使得竖向排水通道面积降低，

排水路径减少，导致排水板通水量降低。 
（2）加载方式。在同样变形条件下，普通排水板

在真空预压后通水量明显低于堆载预压后通水量。 
（3）排水板种类。加固后高性能排水板通水量变

化较小，普通排水板通水量显著降低。 
（4）约束方式。考虑板土相互作用的排水板通水

量测试结果与规程方法结果有较大差异，原因是以上

两种方法中排水板的约束方式不同。考虑板土相互作

用的方法更接近实际工况。 

5  结    论 
为研究排水板在实际工况下的通水特性，研制了
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排水板通水量测试新仪器，分别采用室内真空预压模

型试验、堆载预压模型试验和充灌等方法制备板土单

元体（试样），开展排水板实际通水特性试验。综合本

文工作，得到如下结论： 
（1）研制了新型的排水板通水量测试仪器，可以

满足长度 400 mm，直径 150 mm板土单元体试样通水
量测试。测试时既可以通过模型试验制作原状试样，

也可以采用直接充灌淤泥的方法制样。该仪器可以考

虑板土相互作用对其通水量的影响。 
（2）板土单元体通水量试验结果表明：无论是采

用真空预压法、堆载预压法还是直接充灌淤泥法时，

高性能排水板通水量略大于常规方法试验结果，而普

通排水板通水量远小于常规方法试验结果。其主要原

因是：高性能板芯板强度高，随土体固结压缩时呈“S”
型弯曲，其排水通道仍然顺畅，通水能力与直板接近；

普通排水板芯板强度低，随土体固结压缩发生弯折变

形，通水能力因弯折而明显降低。 
（3）高性能排水板在真空预压后通水能力与堆载

预压后通水能力接近；而普通排水板在真空预压后通

水能力明显低于堆载预压后通水能力。因此，对于变

形大且固结时间长的新吹填淤泥地基加固工程应优先

选用高性能排水板。 
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各向异性砂土宏微观特性三维离散元分析 
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摘  要：各向异性对砂土强度和变形特性有显著的影响，为了研究各向异性砂土的宏微观特性，基于三维离散元法，
对 7个不同沉积角的试样进行了一系列的三轴模拟试验。利用“Clump”命令生成近似椭球形状颗粒，并且采用三维抗
转动模型来模拟颗粒间的抗转动能力。离散元模拟结果与已知室内试验结果吻合很好。结果表明：随着沉积角的增大，

偏应力和轴向应变的关系逐渐由应变软化向应变硬化发展。沉积角较小的试样剪胀性更强并且容易到达临界状态，颗

粒组构–应力联合不变量（表征颗粒长轴组构张量和应力张量的相对角度）的值接近于-1，且颗粒长轴组构各向异性先
增大后减小；然而对于沉积角较大的试样，在轴向应变 50%处，仍不能达到临界状态，并且联合不变量的值大于-1，
颗粒长轴组构各向异性先减小后不断增大。对于法向接触组构，组构主轴方向迅速向应力主轴方向偏转，组构各向异

性的演化规律与偏应力随轴向应变的演化规律相似。 
关键词：各向异性；三维离散单元法；砂土；临界状态；三轴试验 
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Macro and micro-behaviors of anisotropy granular soils using 3D DEM simulation 

JIANG Ming-jing1, 2, 3, ZHANG An1, 2, 3, FU Chang1, 2, 3, 4, LI Tao1, 2, 3 
(1. State Key Laboratory of Disaster Reduction in Civil Engineering, Tongji University, Shanghai 200092, China; 2. Key Laboratory of 

Geotechnical and Underground Engineering of Ministry of Education, Tongji University, Shanghai 200092, China; 3. Department of 

Geotechnical Engineering, College of Civil Engineering, Tongji University, Shanghai 200092, China; 4. Henan Electric Power Survey & 

Design Institute, Zhengzhou 450007, China) 

Abstract: Anisotropy has a significant effect on the strength and deformation characteristics of granular sand. In order to study 

the macro- and micro-behaviors of anisotropic sand, a series of numerical triaxial tests are performed on seven specimens with 

different bedding angles using the three-dimensional discrete element method (DEM). The approximate ellipse-shaped particles 

are generated using the command of clump, and a 3D rolling resistance model is implemented to simulate the local rolling 

resistance between particles. Good agreement is achieved between the present DEM simulation results and previously published 

experimental results. The relationship between deviator stress and axial strain changes from strain softening to strain hardening 

with the increase in bedding angel. The specimens with smaller inclination angels are more dilative and easier to reach the 

critical state. The combined invariants representing the relative orientation of particle orientation fabric tensor and stress tensor 

can approach nearly to -1. Their fabric anisotropies of particle orientation increase first and then decrease. However, for the 

specimens with higher bedding angels, the critical state cannot be reached even when the axial strain reaches 50% and the 

combined invariants are much larger than -1. Their fabric anisotropies first drop and then continuously increase. For the contact 

normal based fabric tensor, the principal axe rotates instantly toward the principal axe of the stress tensor, and the evolution of 

fabric anisotropy is similar to that of deviatoric stress against the axial strain. 

Key words: anisotropy; three-dimensional discrete element method; granular soil; critical state; triaxial test 

0  引    言 
土体各向异性根据其产生原因分为原生各向异性

及次生各向异性两种[1]。原生各向异性是指天然土体

受沉积条件及重力场的定向作用，颗粒长轴在沉积过
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程中出现优势方向而产生的；而次生各向异性是指由

于应力状态等发生变化而导致的各向异性，又被称为

诱发各向异性。各向异性对于土体力学和变形特性影

响明显，如相同地基不同方向地基承载力差别可达

30%左右[2]，基坑隆起系数在竖直及水平方向相差两

倍以及隧道开挖过程中横向及纵向土体位移相差较大

等，这些工程实例表明土体的各向异性对施工方案设

计有着重要影响。为此，国内外学者在室内试验、宏

观本构理论和离散元数值模拟等方面进行了大量的研

究。 
在室内试验研究方面，Oda[3]、Authur 等 [4]和

Tatsuoka 等[5]分别采用常规三轴试验、真三轴试验以

及平面应变试验研究砂土初始组构各向异性对土体的

强度和变形特性的影响，试验研究表明：各向异性砂

土抗剪强度随加载方向与颗粒沉积方向夹角的增大而

降低，试样达到破坏时的轴向应变显著增加，试样的

剪胀性呈现出显著的各向异性。其他学者通过采用直

剪试验[6-7]和空心圆柱试验[8]等也得了相似的结论。 
在土体各向异性本构理论研究方面，国内外学者

主要是将组构参数或各向异性状态参数引入各向同性

模型中建立各向异性本构模型，并且可分为两种不同

方式[9]：①利用原生组构各向异性，并假定其在试验

剪切时保持不变[10-13]；②考虑组构各向异性在剪切过程

中的演化[14-15]。相关室内试验[16]和数值模拟表明[17]，第

②种方法更加合理和实际。因此，为了获得更加合理

的宏观本构模型，还需对各向异性砂土的力学特性的

微观机理，尤其是组构的演化规律进行研究。 
由于室内试验很难对试样组构各向异性进行定量

描述，而离散单元法，可以实时观测试样内部微观结

构信息，已被国内外学者广泛应用于各向异性砂土的

宏、微观力学特性的研究。受到接触算法和计算效率

的影响，目前对各向异性砂土的分析主要以二维椭圆

颗粒为主，如 Jiang等[18-19]、蒋明镜等[20-21]和 Ting等[22]

所采用的理想光滑椭圆颗粒，Mahmood 等[23]和 Yan
等[24]所采用的形状近似椭圆的团颗粒（将多个圆盘绑

定形成一个近似椭圆的刚体，每个刚体被视为一个颗

粒）。然而，在二维情况下，椭圆颗粒的转动行为与实

际砂土并不相符，并且二维孔隙结构也与三维情况下

存在一定差别，因此并不能很好的对实际砂土体变进

行描述。相关学者也采用了三维理想椭球颗粒进行模

拟，如 Ng [25]采用的 ELLIPSE3H程序，但是该方法接
触点求解较复杂，计算效率相对较低。对于团颗粒，

颗粒之间的接触实质为圆盘与圆盘或者球与球之间的

接触，接触判断算法相对简单。因此，笔者认为采用

三维团颗粒进行各向异性砂土宏微观离散元分析更加

合理与高效。 

本文以 PFC3D 软件为平台[26]，通过“Clump”命
令将球体组合成形状近似椭球的团颗粒。并引入三维

抗转动模型来模拟颗粒局部抗转动能力，然后通过分

层欠压法生成沉积角不同的各向异性砂土试样，并对

这些试样进行三轴试验模拟。试验结束后，首先，从

宏观角度上，将模拟结果与室内试验的应力应变曲线

和体变曲线进行对比，验证该方法的有效性，并分析

加载方向与沉积方向的夹角对各向异性试样的力学和

变形特性的影响。然后，从微观角度上，分析颗粒长

轴、接触法向等微观组构的演化规律，对宏观力学和

变形特性进行解释。 

1  团颗粒生成及微观接触模型 
1.1  团颗粒生成 

通过 PFC3D
软件的“Clump”命令生成团颗粒主

要包括两种方式：①通过直接设定团颗粒中 pebble（小
圆球）的具体位置及半径定义其形状；②导入边界网

格面（见图 1），通过空间几何尺寸关系在边界面内根
据相应算法自行生成 pebble ，其优点在于能够通过两
个 pebble接触点处切线的夹角生成团颗粒，夹角越大，
则会在网格面内生成更多的 pebble，使得生成的团颗
粒表面相对光滑，通过此方法可以比较容易控制颗粒

形状。但是生成的团颗粒的体积和转动惯量均是以导

入的网格面为边界进行计算的，与本研究想要得到的

团颗粒在物理力学特性上存在一定差别。因此本研究

将两种方法相结合，即：首先采用第②种方法在边界

范围内生成目标团颗粒形状，随后将团颗粒中所有

pebble 的半径及坐标记录下来，生成各项指标均满足
要求的团颗粒模板（长短轴比为 1.7）。接下来三轴试
验成样过程中均是以此团颗粒模板为基础生成粒径不

同的团颗粒。  

 

图 1 椭球形状颗粒生成示意图 

Fig. 1 Schematic diagram of generation of ellipse-shaped particles 

1.2  微观接触模型 

实际土颗粒表面往往比较粗糙，因此颗粒间存在

一定的接触面积，导致颗粒间的接触可以传递力矩，

因此本模拟在考虑颗粒整体形状影响的基础上采用三

维抗转动模型，以考虑颗粒间的局部抗转动作用，以

更加真实的模拟土颗粒。根据文献[27]，模型力学响
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应包括法向、切向、转动向和扭转向 4个方向。法向
力学响应采用全量法进行计算；切向力学响应采用增

量法进行计算，最大值不超过 n nk uµ ；转动向力学响

应采用增量法计算，最大值 max
rM 不超过 n c2.1 / 4F R ；

扭转向也采用增量法计算，最大值 max
tM 不超过

n c0.65 F Rµ 。图 2中 nk 为法向刚度， sk 为切向刚度， rk
为转动向刚度， tk 为扭转向刚度， max

sF 为峰值切向力，
max
rM 为峰值弯矩， max

tM 为峰值扭矩， nu 为法向重叠
量， su 为相对剪切位移， rθ 为相对转动角， tθ 为相对
扭转角，µ 为摩擦系数。另外， cR 为接触半径， cR =  

Rβ ，其中，β 为粒间抗转动系数， 1 2 1 22 /( )R R R R R= + ，

1R 和 2R 分别为两接触颗粒（pebble）的半径。 

 

图 2 接触模型力学响应 

Fig. 2 Mechanical responses of contact model 

2  各向异性砂土制备 
为了方便与室内试验数据进行对比，本研究采用

的是丰浦砂级配（图 3）。基于 1.1节生成的团颗粒模
板，通过体积等效法，放缩团颗粒模板，即可自动生

成与级配曲线各粒径对应的球体积相等的团颗粒。 

 

图 3 颗粒级配曲线 

Fig. 3 Grain-size distribution curves 

各向异性砂土成样方法参考笔者等[21]提出的二维

各向异性砂土制备方法，生成 7种不同沉积角 δ（0°，

15°，30°，45°，60°，75°，90°）的立方体离
散元试样。试样目标孔隙比均为 0.65。对于 0°和 90°
的试样，可采用分层欠压法[28]分五层直接制备。而对

于其他沉积角度试样，首先需要按照沉积角生成倾斜

的底墙和左右侧墙、竖直的前后侧墙以及水平的顶墙，

前后侧墙和左右侧墙的间距为试样的宽度。六面刚性

墙生成后，在该区域生成一定数目、长轴倾角随机分

布的团颗粒，然后顶墙缓慢向下移动，使得该层试样

达到目标孔隙比，然后调整顶墙位置，重复上述步骤，

直至五层试样生成，如图 4（a）所示。根据试样尺寸
及加载方向的需要，删除左上部分突出的团颗粒并重

新设定顶墙的位置参数，即可制备相应沉积角度的各

向异性砂土离散元试样，如图 4（b）所示。 

图 4 各向异性试样离散元制备示意图 

Fig. 4 Schematic diagram of preparation of anisotropic sample  

using discrete element method 

图 5 为试样椭球颗粒在 YZ 平面投影的颗粒长轴
分布玫瑰图。由图可见，各试样颗粒长轴优势方向与

水平面所成夹角，与成样过程中底墙的倾角基本相同。 

图 5 颗粒初始排列玫瑰花图（YZ投影面） 

Fig. 5 Rose diagrams of initial particle arrangement (YZ projection  

plane) 

3  离散元模拟参数及实施步骤 
各向异性试样制备完成后，各试样在 100 kPa围
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压下进行固结，然后进行三轴剪切试验。 
在成样阶段，为了生成目标孔隙比为0.67的试样，

在分层欠压过程中颗粒间的摩擦力尽可能小，使颗粒

间能够更加紧凑，因此这一阶段对应的摩擦系数选为

0.2。在固结和三轴剪切过程中，颗粒间摩擦系数为
0.5。在离散元的计算过程中，为了获得合理的计算时
步，在准静态的条件下对颗粒质量进行放大来增大时

步，在提高计算效率的同时，保持试样整体力学特性

基本不变[29-30]，离散元模拟参数如表 1所示。 
表 1 各向异性砂土离散元模拟参数 

Table 1 Parameters of anisotropic sand in DEM simulation 
各向异性净砂离散元模拟参数 数值 

颗粒数目 20000左右 
颗粒长短轴比例 Am 1.7 

颗粒法向接触刚度 kn/(N·m-1) 6.0×108 
颗粒切向接触刚度 ks/(N·m-1) 4.0×108 
成样过程中颗粒间摩擦系数 μ 0.2 
剪切过程中颗粒间摩擦系数 μ 0.5 

颗粒参数 

颗粒抗转动系数 β 0.2 
墙体法向接触刚度 kn/(N·m-1) 6.0×108 
墙体切向接触刚度 ks/(N·m-1) 4.0×108 墙体参数 
颗粒与墙体间摩擦系数 0.0 

围压 100 kPa 
试验参数 

应变率 3%/min 

4  宏观力学与变形特性 
4.1  力学特性 

各向异性净砂离散元模拟的结果首先需要与室内

试验结果对比以研究其合理性。本研究将选取 Lam等[31]

所做的室内三轴压缩试验结果对离散元模拟结果进行

对比。图 6（a）为室内试验的应力应变曲线，图 6（b）
为离散元模拟所得应力应变结果。室内试验结果及离

散元模拟结果均表明：随着沉积角δ 的增大，试样峰
值偏应力逐渐减小，且整体力学响应逐渐由应变软化

向硬化发展；试样初始剪切模量逐渐减小。离散元模

拟结果与室内试验结果相一致表明采用离散元方法能

够合理的对各向异性净砂力学特性进行反映。 
图 7（a）和图 7（b）分别为室内试验及离散元模

拟中各向异性净砂峰值内摩擦角比和残余内摩擦角比

随沉积角的变化规律，其中， 0ϕ 和 0rϕ 分别为δ =0°
时试样的峰值和残余内摩擦角。如图 7（a）所示，室
内试验和离散元结果均表明，随着δ 的增大，峰值内
摩擦角比有减小的趋势，当δ >60°时，峰值内摩擦
角比基本保持不变。由于离散元应力应变曲线在残余

阶段具有一定波动，因此本文选取轴向应变 35%～
45%的内摩擦角平均值作为残余内摩擦角。而室内试
验加载到的应变较小，应力–应变曲线虽未完全但已

趋于稳定，因此本文选取其应力–应变曲线最后一个

点计算残余内摩擦角。如图 7（b）所示，离散元模拟

结果表明：当δ ≤30°时，残余内摩擦角比变化较小，
与 Oda等[2]的室内试验结果基本一致；当δ >30°时，
在 Oda等[2]的室内试验结果中，残余内摩擦角比变化较

小，Lam等[29]的室内试验与本文模拟结果均表明随着

沉积角的增加，残余内摩擦角略微增加。 

 

图 6 室内试验及离散元模拟应力–应变关系对比 

Fig. 6 Comparison of stress-strain relationships between  

experimental and DEM simulation results 

 

图 7 内摩擦角随沉积角变化规律 

Fig. 7 Variation of internal frictional angle against sedimentary  

angle 
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4.2  剪切变形特性 

图 8（a）和图 8（b）分别为室内试验[31]和离散

元模拟所得到的体应变–轴向应变曲线，室内试验结

果及离散元模拟结果均表明：在初始剪切阶段，试样

首先发生剪缩，随着剪切的进行，逐渐由剪缩发展为

剪胀。随着 δ的增大，体应变绝对值减小，即剪胀性
减小。室内试验及离散元模拟结果基本相同，表明离

散元能很好的模拟各向异性砂土的体变规律。另外对

于沉积角较小的试样（δ ≤45°），孔隙比能够达到稳
定进而达到临界状态。而对于δ 为 60°，75°和 90°
试样，体应变绝对值仍持续增加，当轴向应变为 50%
时，试样仍不能够达到临界状态。 

 

图 8 室内试验及离散元模拟体应变–轴向应变结果对比 

Fig. 8 Comparison of volumetric strain-axial strain relationships 

between experimental and DEM simulation results 

5  微观特性描述 
各向异性砂土的宏观变形和力学特性与微观组构

演化密切相关，本文主要采用组构张量法对颗粒长轴

方向、接触法向进行定量的描述。颗粒长轴指的是团

颗粒中各 pebble球心的连线。 
对于组构张量法，比较简便可行的办法是采用二

阶对称张量。本文采取 Oda等[32]提出的组构张量的计

算方法，其表达式如下所示： 
2

1

1
2

N
k k

ij i j
k

u u
N

ϕ
=

= ∑   ，          (1) 

式中，N代表单元内砂颗粒的总数或者接触总数， k
iu

是第 k个颗粒或者接触的主轴单位向量。 
离散元模拟过程中，主要对颗粒长轴和接触法向

组构的各向异性程度及方向进行了记录。组构的各向

异性系数 F（表征各向异性程度）可由偏组构张量 ijF
的模来表示：  

ij ij ijF F F F= =   ，          (2)
 

式中，偏组构张量 1/ 3ij ij kk ijF ϕ ϕ δ= − 。 
为了反映组构主方向与应力主方向的夹角，本文

定义一个应力张量和组构张量的联合不变量 A，表达
式如式（3）所示，对于颗粒长轴组构，联合不变量用
AP表示，对于法向接触组构，用 Ac表示。该联合不变

量 A与组构各向异性系数 F的乘积，即为 Li等[12]提

出的各向异性本构模型中的各向异性状态参量。              
tr( )ij ij

ij ij

S F
A

S F
=

⋅
  ，             (3) 

式中，偏应力张量 (1/ 3)ij ij kk ijS σ σ δ= − 。 
5.1  颗粒长轴组构演化规律 

图 9为颗粒长轴组构–应力联合张量不变量 AP的

变化情况。由图可知：对于 δ=0°的试样，在加载过
程中，AP的值约等于-1，说明颗粒长轴主方向基本垂
直于最大主应力方向；对于δ >0°的试样，随着轴向
应变的增加，AP逐渐减小并向-1靠近，说明颗粒长轴
组构主方向逐渐向最大主应力垂直方向偏转，并且随

着 δ的增大，AP减小的速度越快，说明对于δ 的较大
的试样，颗粒转动的程度更高，而这种颗粒的重新排

列会使得试样部分孔隙减小，从而减弱试样整体的剪

胀性。对于能够达到临界状态的试样（δ ≤45°），
AP的值趋于稳定并接近于-1。而对于δ 为 60°，75°
和 90°的试样，在 50%应变处，AP仍然保持不断减小

的趋势，说明颗粒长轴组构主方向仍在不断的调整，

因此在宏观变形特性上表现出不断剪胀的趋势而未能

达到临界状态。 

 

图 9 不同沉积角下 AP变化曲线 

Fig. 9 Curves of AP with different sedimentary angles  

图 10 为不同δ 颗粒长轴组构各向异性系数随轴
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向应变的变化关系。由图可知，在初始时刻，尽管相

对于整体坐标系而言颗粒排列不同，但是相对于沉积

面而言，试样的颗粒各向异性程度基本相同。由图可

以看出随着加载的进行，颗粒各向异性系数逐渐发生

变化，对于δ =0°，15°，30°的试样，各向异性系
数先增大后减小，并且趋于稳定；对于δ =45°的试
样，各向异性系数逐渐减小，并趋于稳定；而对于

δ =60°，75°，90°的试样，在初始三轴压缩时刻，
颗粒组构主方向偏向于加载方向，因此在前期加载阶

段（轴向应变<20%），颗粒各向异性系数不断减小，
并且随着δ 的增大，各向异性减小的幅度越大，然后
随着剪切的继续进行，颗粒组构各向异性逐渐增强，

并且随着δ 的增大，各向异性系数增加的幅度越大，
并且均未到达一个稳定的值。综上可见，初始颗粒组

构不同使得各向异性砂土宏观变形特性各异，并且颗

粒长轴–接触力联合张量不变量 AP以及颗粒组构的各

向异性系数是否能达到稳定值，可以作为判断土体是

否能够达到临界状态的重要依据。 

 

图 10 不同沉积角颗粒组构各向异性变化曲线 

Fig. 10 Fabric anisotropies of particle direction with different  

.sedimentary angles  

5.2  接触法向组构演化规律 

图 11为δ 为 0°，30°，60°和 90°4个试样在
三轴剪切初始时刻，接触法向在 YZ 面上投影的分布
玫瑰画图。由图可知，粒间接触的主方向与成样过程

中顶墙基本垂直。这是由于在压缩过程中沿压缩方向

颗粒间被压密，使得该方向接触较其他方向更多。 
图 12为接触组构–应力联合张量不变量Ac的变化

情况。三轴剪切前，对于δ =0°的试样，Ac约等于 1，
说明接触组构主方向和最大主应力方向基本重合，并

且在加载过程中 Ac的值保持不变。对于 δ>0°的试
样，随着加载的进行，Ac 逐渐增大，主要是因为在

小主应力方向，颗粒接触点逐渐减小，而在大主应力

方向，颗粒接触点逐渐增多，从而使得接触组构主方

向逐渐向加载方向偏转。不同 δ试样 Ac最终稳定在 1
附近。 

 

图 11 接触法向排列玫瑰图（YZ投影面） 

Fig. 11 Rose diagrams of contact normal distribution (YZ  

projection plane) 

 

图 12 不同沉积角下 Ac变化曲线 

Fig. 12 Curves of Ac with different sedimentary angles 

图13为不同δ 接触法向组构各向异性系数随轴向
应变的变化关系。由图可知，当δ =0°，15°，30°，
45°时，随着轴向应变增大，接触各向异性系数先增
大后减小，最终达到某一稳定值；当δ =60°时，接
触各向异性系数随着轴向应变增大而增大，最终基本

稳定在某一值；而对于 75°和 90°试样，随着轴向应 

 

图 13 不同沉积角接触法向组构各向异性变化曲线 

Fig. 13 Fabric anisotropies of contact normal with different  

sedimentary angles   
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变的增加，各向异性系数先略微减小，主要是因为在

成样过程中，由于墙体作用使得初始时刻接触组构主

方向与加载方向相差较大，在竖直方向荷载作用下，

接触组构主方向旋转，使得原有的接触各向异性减弱，

然后随着剪切的继续进行，接触各向异性逐渐增强，

最终达到稳定。另外，随着δ 的增大，各向异性系数
是逐渐增大的，且增大速率越快，这与宏观上应力应

变曲线是相一致的。 

6  结    论 
本文基于三维离散元方法，采用“Clump”命令

生成近似椭球颗粒，并引入三维抗转动接触模型，模

拟各向异性砂土的三轴剪切试验，得到主要结论如下： 
（1）本文所采用的离散元方法能很好地反映各向

异性砂土应力应变和剪切变形特性，随着沉积角的增

加，试样峰值强度、初始剪切刚度和剪账性均减小。 
（2）对于沉积角较小的试样（0°，15°，30°），

颗粒组构各向异性程度先增加后减小，并趋于稳定，

试样均能到达临界状态；对于沉积角为 45°的试样，
各向异性程度逐渐减小，并趋于稳定，试样也能达到

临界状态；而对于沉积角为 60°，75°和 90°的试样，
各向异性程度先减小后增大，颗粒长轴发生较大程度

偏转，使得试样部分孔隙减小，从而减弱试样整体的

剪胀性，并且当轴向应变为 50%，试样仍未达到临界
状态。 

（3）颗粒组构–应力联合不变量（表征颗粒长轴
组构张量和应力张量的相对角度）的值是否能接近于

-1以及各向异性系数是否趋于稳定，可以为判断各向
异性砂土能否进入临界状态提供参考。 

（4）接触法向主方向迅速向主应力方向偏转，随
着沉积角的增加，接触法向组构各向异性演化规律逐

渐由“应变软化”向“应变硬化”发展，这与宏观上

应力应变曲线的变化规律是相似的。 
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深部岩体隧洞即时型岩爆微震震源体积的分形特征研究 
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摘  要：根据即时型岩爆孕育及发生过程中微震信息的自相似性，提出了一种震源体积的分形计算方法。运用上述方
法，基于锦屏二级水电站施工排水洞及 4 条引水隧洞施工过程中的大量不同类型、等级的即时型岩爆案例，展开微震
事件震源体积分布的分形行为研究。研究结果表明：即时型岩爆孕育及发生过程中的微震信息震源体积分布是具有分

形结构的；即时性应变型岩爆体积分形维数大于 0.7，即时性应变–结构面滑移型岩爆体积分形维数小于 0.6，这意味着
根据微震事件体积分形维数可以对即时性岩爆的类型进行区分；对于即时型岩爆来说，岩爆等级越强则微震体积分形

维数值越大；对于即时性应变–结构面滑移型岩爆，结构面数越多则震源体积分形维数值越小。上述研究结果可以为高
地应力条件下不同类型岩爆的预测与防治提供合理的科学依据。 
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Fractal characteristics of micro-seismic volume for different                 
types of immediate rock-bursts in deep tunnels 
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Abstract: A fractal method is put forward to study the self-similarity of the volume distribution of micro-seismic events during 

the development of different types of immediate rock-bursts. The proposed method is used to study the fractal behaviours of the 

volume distribution of micro-seismic events during the development of immediate rock-bursts that occur in four deep headrace 

tunnels and one drainage tunnel at the Jinping II Hydropower Station. The results indicate that the volume distribution of 

micro-seismic events during the evolution of immediate rock-bursts displays fractal properties. The fractal dimension of volume 

can be used as the basis for estimating rock-burst type, that is, the fractal dimensions of immediate strain rock-bursts are >0.7 

and <1, but those of immediate strain-structure slip rock-bursts are >0.2 and <0.6. For the immediate strain rock-bursts and the 

immediate strain-structure slip rock-bursts, if the intensity is lower, the fractal dimensions of volume will be smaller. For the 

immediate strain-structure slip rock-bursts, the more the number of structure planes, the smaller the fractal dimensions of 

volume. These conclusions can be used as the guideline to develop a warning system and to reduce the risk of rock-bursts 

during construction of deep, hard-rock tunnels.  

Key words: immediate rock-burst; hydropower station; micro-seismic event; micro-seismic volume; fractal dimension 

0  引    言 
岩爆是高应力条件下，聚积于岩体中的弹性变形

势能突然猛烈释放，导致岩石爆裂并弹射出来的现象。

深部岩体隧洞开挖过程中频发的岩爆灾害时常会造成

大量的人员伤亡以及巨大的财产损失。因此，岩爆的

预测与防治对于深部地下工程的顺利开展具有十分重

要的意义。 

目前，微震监测已经在深部岩体隧洞岩爆的研究中

取得了成功的应用[1]，国内外学者将微震震源体积作为

可靠的震源参数进行了大量的研究：Mendeck 等[2-3]提
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出岩体发生失稳破坏前常伴随有累积震源体积上升这

一前兆特征。陈炳瑞等[4]针对深埋隧洞 TBM开挖方式
下的微震活动性进行了研究。结果表明，在一些岩爆

发生之前，微震事件数及微震事件震源体积在时间上

具有一个突增的过程，此过程中常伴随着累积震源体

积的增加以及能量指数的降低。 
自从 Mandelbrot[5]根据海岸线的自相似性提出了

分形几何的概念以来，分形几何迅速的发展为一个重

要的数学分支，近 20年来分形理论被发展为一个有效
的理论工具用于针对自然界以及工程技术中不规整的

现象进行描述，并且被广泛的应用到几乎各个领域，

在基于微震信息的岩爆前兆特征研究方面取得许多令

人瞩目的显著成果：Kagan等[6-7]首先证实了地震孕育

过程中的微震事件在空间结构及时间序列上是具有分

形特征的，并且空间分形维数值一般情况下是震源深

度的 2.2 倍，然后在进一步的研究中指出如果将地震
看作是一次大型的事件，那么余震发生的几率与 t-1

具有正比例关系。另外，Gutenberg–Richter 理论同样
指出从小的岩体微裂隙到大范围的地震，其频率、能

量、震级以及表面的有效裂隙的尺寸都是具有自相似

性的[8-14]。 
根据深埋隧洞开挖过程中岩爆的发生的时间、位

置可以将其划分为即时型岩爆和时滞型岩爆[15-16]。即

时型岩爆，指在工程开挖卸荷效应影响范围内发生的

岩爆，空间上发生在掌子面及其附近的围岩中，时间

上发生在开挖后几小时到几天内；时滞型岩爆，指发

生在隧洞掌子面开挖应力调整扰动范围之外，一般在

时间上滞后该区开挖时间6～30 d，空间上在距离掌子
面80 m的范围内，其发生是岩爆区开挖应力调整与外
界扰动联合作用的结果。根据岩爆的发生机制又可将

其划分为应变型岩爆和应变–结构面滑移型岩爆[1]
。综

上所述，即时型岩爆可以分为即时性应变型岩爆和即

时性应变–结构面滑移型岩爆。 
本文以锦屏二级水电站埋深隧洞的开挖过程为工

程背景。引入分形理论的计算方法，针对上述两种不

同类型即时性岩爆孕育及发生过程中的微震信息进行

震源体积的分形特征研究，并且对分形维数的分布规

律进行机理分析。其结果可以为深埋地下隧洞开挖过

程中岩爆风险的控制提供合理的科学依据。 

1  工程概述及微震实时监测 
1.1  工程概述 

锦屏二级水电站深埋隧洞工程，位于四川省凉山

彝族自治州境内的雅砻江锦屏大河弯处雅砻江干流

上，最大埋深为 2525 m，其中埋深大于 1600 m的洞

段占隧洞总长度的 70%以上，主要由 7条相互平行的
隧洞组成，分别为交通辅助洞#A、#B，施工排水洞#P
以及#1～#4引水隧洞[17]。 

根据岩爆发生时所发出的声响级别、爆坑断面尺

寸及其孕育过程中的破坏的特征[18-19]，锦屏二级水电

站岩爆等级划分标准详见表 1。隧洞施工表明：锦屏
二级水电站深埋隧洞在施工过程中产生大量岩爆，岩

爆等级以轻微、中等为主，局部开挖段发生强烈、极

强岩爆，由于轻微岩爆对工程产生的影响基本可以忽

略，本文主要针对中等及强烈岩爆展开研究。 
表 1 锦屏二级水电站岩爆强度判别标准 

Table 1 Intensities classiticationof immediate rock-bursts in deep  

..tunnels of Jinping II Hydropower Station 
岩爆 
等级 

破坏形式 声响级别 爆坑深度 施工影响 
程度 

轻微岩

爆 

围岩表面岩体剥

落，基本无岩体

抛射 

可以听到轻微

的声响，持续时

间短暂 
小于0.5 m 影响程度 

较轻 

中等岩

爆 

围岩岩体严重开

裂、剥落，具有

轻微的岩体抛射

现象 

发出类似雷管

爆破的声响，声

音具有一定的

持续时间 

0.5~1.0 m
之间，且破

坏范围显

著 

具有一定 
影响 

强烈岩

爆 

大量围岩岩体被

突然、快速地抛

射而出 

发出炸药爆炸

般的巨响，声音

响亮而持久 

大于1.0 
m，破坏程
度较深 

严重影响施

工安全 

1.2  微震实时监测 

采用南非 ISS微震监测系统，对钻爆法开挖方式
下施工排水洞#P及#1～#4引水洞的施工过程进行连续
性实时微震监测（每天爆破 1～2次，每次爆破进尺
2.5～3 m），微震监测区如图 1所示。该监测系统传感
器采样频率为100～6000 Hz，采用8个传感器协同布局，
大大的增加了微震事件定位精度（达到 98%以上）[1]，

其系统及信号处理过程详见文献[4]。 

 

图 1 锦屏二级水电站钻爆法开挖方式下的微震监测区(#A、#B  

.为交通辅助洞) 

Fig. 1 Ranges of micro-seismic monitoring on DBM excavation of  

diversion tunnels in Jinping II Hydropower Station  

1.3  微震事件震源体积参数 

微震事件震源体积（视体积）是描述岩爆孕育过
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程的重要参数，经常用来描述岩爆发生前岩体的变化

规律[2-4]，表示的是震源塑性变形区岩体的体积，可以

通过微震监测仪器记录的波形参数获得，是一个较为

稳健的震源参数，其表达式为[20] 

          

2

A
PV
E

µ
=   ，              (1) 

式中， AV 为微震源体积， µ为岩石的剪切模量，P为
微震体变势，E为微震辐射微震能。 

2  深埋隧洞即时型岩爆微震震源体积

的分形特征研究 
2.1  应变型岩爆震源体积分形特征 

锦屏二级水电站 2011年 11月 6日，#2引水洞向
西 1-2-W掌子面附近桩号K8+398—402位置北侧边墙
发生强烈岩爆。该岩爆发生洞段内围岩完整，无结构

面发育，围岩岩性为 T2b白色巨厚状中粗晶大理岩。
岩爆坑最大深度为 1.1 m，爆坑呈宽 10 m、高 6.5～8 m
的圆形断面，表面起伏不变，其破坏表征形式体现出

典型的应变型岩爆特征[15]。结合该岩爆过程中岩体破

坏机制与开挖扰动的关系，定义此次强烈岩爆为即时

性应变型岩爆。该即时性应变型岩爆发生后岩体的宏

观破坏情况如图 2 所示。选择岩爆中心线前后 30 m
范围内的微震事件进行震源体积分形研究[1]，2011年
11月 6日即时型岩爆孕育及发生过程中此范围内的微
震事件震源体积对数 lgv 的最大值为 2.08，最小值为
0.46，其微震事件空间分布情况如图 3所示。 

 

图 2 2011年 11月 6日岩爆现场照片 

Fig. 2 The rock-burst on 6 November 2011     
    基于分形几何学原理[5]，微裂隙产生过程中微震

震源体积分布的相关积分可以表示为 

         

2 ( )( )    ( )
( 1)
N vc v v V

N N
=

−
≤   。       (2) 

式中  V 为所有微震事件在震源体积范围区间内的上
限值；v 为 V 体积范围内每一个微震事件的震源体积
值；N(v)为 v震源体积范围内的微震事件的偶对数目；
N为 V体积范围内的微震事件总数。计算出 v体积范

围内的相关指数 c(v)，如果微裂隙产生过程中的微震
事件在震源体积上是具有分形结构的，那么可以将微

震事件震源体积分布的相关积分表达为[5, 8] 

               
( ) vDc v v∝

  
，       

         
(3) 

即 
lg ( )lim
lgv v V

c vD
v→

=   。             (4) 

 

图 3 2011年 11月 6日岩爆微震事件定位图 

Fig. 3 Micro-seismic events in area in 2011 

根据 2011年 11月 6日即时性应变型岩爆孕育及
发生过程中的总微震事件数 N（图 3所示的所有微震
事件）以及 v 震源体积范围内的微震事件对的数目
N(v)，运用图 4及式（2）根据微震事件在震源体积上
的分布情况计算出 lgc(v)。以微震事件体积范围 lgv为
横坐标（此处选取为 0到 0.8，1.1，1.4，1.7，以及最
大值 lgV∶2.08）、lgc(v)为纵坐标，建立直角坐标系并
进行线性拟合。若拟合直线具有较好的线性相关性，

表明此即时性应变型岩爆孕育过程中所产生的岩石微

裂隙在震源体积上是具有分形分布关系的。同时，所

求得的直线斜率 Dv 值为此次即时性应变型强烈岩爆

孕育及发生过程中微震事件在震源体积上的分形维数

值（如图 5中的 ）。 

 

图 4 微震震源体积分形计算参数的选取 

Fig. 4 Parameter selection of fractal calculation of micro-seismic  

volume 

运用上述分形计算方法，根据表 2中所选取的参
数，对多次即时性应变型岩爆孕育及发生过程中的微

震事件进行微震震源体积分形计算，如图 5所示。图
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5中线性拟合的平均方差（RMSE）可表示为 

           

2

RMSE iD
n

= ∑
 ，            (5) 

Di是线性拟合直线与拟合点之间纵坐标的差值，

n 是拟合点的个数（此处 n = 5）。从图 5中可以看出，
lgv与 lgc(v)之间具有良好的线性关系，其自相似系数
R均大于 0.97，平均方差也都小于 3×10-3。因此，即

时性应变型岩爆孕育及发生过程中的微震事件在震源

体积上是具有分形分布特征的并且表现出良好的自相

似性。 
表 2 即时性应变型岩爆震源体积分形参数选取 

Table 2 Immediate strain rock-burst data 

岩爆 

等级 

岩爆 

日期 

最小震源体

积/m3 

选取最

小值 lgv 

最大震源体

积/m3 

选取最

大值 lgV 

强烈 2011-11-06 2.86 × 100 0.8 1.21 × 102 2.08 

强烈 2011-01-11 1.37 × 100 0.8 1.12 × 102 2.05 

强烈 2011-01-26 2.38 × 100 0.8 9.55 × 101 1.98 

强烈 2011-04-20 4.03 × 100 0.8 1.07 × 102 2.03 

中等 2011-02-19 1.87 × 100 0.8 1.05 × 102 2.02 

中等 2011-08-26 7.04 × 10-1 0.8 9.35 × 101 1.97 

 

图 5 即时性应变型岩爆微震事件震源体积分形维数拟合图 

Fig. 5 Fractal fitting of volume of micro-seismic events during  

.evolution of immediate strain rock-bursts 

2.2  应变–结构面滑移型岩爆震源体积分形特征 

2010年 11月 10日，#3引水隧洞桩号 9+721—710
位置南侧边墙至拱肩处发生强烈岩爆。爆坑最大深度

达 1.2 m，岩爆爆坑表面可见一条明显的剪切滑移面。
此次岩爆既受高地应力的作用，同时也受结构面的控

制。结合该岩爆过程中岩体破坏机制与开挖扰动的关

系，定义此次强烈岩爆为一条（组）结构面控制所产

生的即时性应变–结构面滑移型岩爆。该即时性应变–
结构面滑移型岩爆发生后岩体的宏观破坏情况如图 6
所示。同样选择岩爆中心线前后 30 m 范围内的微震
事件进行体积分形研究，2010年 11月 10日强烈岩爆
孕育及发生过程中的微震事件震源体积对数 lgv 的最
大值为 2.01，最小值为-0.02，其孕育及发生过程中此

范围内的微震事件发生情况如图 7所示。运用前文所
述的震源体积分形方法，对锦屏二级水电站多次一条

结构面控制作用下的即时性应变–结构面滑移型岩爆
孕育及发生过程中获得的微震事件进行微震震源体积

分形计算，如图 8所示。 

 

图 6 2010年 11月 10日岩爆现场照片 

Fig. 6 The rock burst on 10 November 2010   

 

图 7 2010年 11月 10日岩爆微震事件定位图 

Fig. 7 Micro-seismic events in area in 2010 

 

图 8 一条结构面控制作用下即时性应变-结构面滑移型岩爆微 

.震事件震源体积分形维数拟合图 

Fig. 8 Fractal fitting of volume of micro-seismic events during 

evolution of immediate strain-structure slip rock-bursts  

with one structural plane 

2011年 1月 3日，#4引水隧洞桩号 8+051—060
位置掌子面靠近北侧边墙发生中等岩爆，爆坑最大深

度达 0.7 m、宽度为 7～9 m、高约 5 m，岩性为 T2b
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灰色厚层状大理岩。此次岩爆爆坑表面可见多条明显

的剪切滑移面（如图 9所示）。 

图 9 2011年 1月 3日岩爆现场照片 

Fig. 9 Rock burst on 3 January 2011 

结合该次中等岩爆发生过程中开挖与扰动的对应

关系，定义此次岩爆为两组结构面控制作用下的即时

性应变—结构面滑移型岩爆。对施工过程中多条结构

面控制作用下的即时性应变–结构面滑移型岩爆进行
震源体积分形计算（图 10（a）、（b）所示）。综合分
析图 8及图 10（a）、（b）发现，lgv与 lgc(v)之间具有
良好的线性关系，其自相似系数 R均大于 0.97，平均
方差也均小于 3×10-3。综上所述，即时性应变–结构
面滑移型岩爆孕育及发生过程中的微震事件在震源体

积上同样是具有分形分布特征的。 

 

图 10 多条结构面控制作用下即时性应变–结构面滑移型岩爆 

微震事件震源体积分形维数拟合图 

Fig. 10 Fractal fitting of volume of micro-seismic events during  

      evolution of immediate strain-structure slip rock-bursts  

with multiple structural planes 

2.3  不同类型即时性岩爆震源体积分形维数分布特征 

上述施工排水洞#P 及#1、#2、#3、#4 引水洞中等
以上即时性应变型岩爆及即时性应变–结构面滑移型
岩爆的微震事件震源体积分形维数如图 11所示。 

图 11 不同类型岩爆微震震源体积分形维数分布规律 

Fig. 11 Fractal characteristics of volume of different types of  

.immediate rock-bursts 

从图 11中可以看出，对于锦屏二级水电站深埋隧
洞施工过程中的岩爆灾害：即时性应变型岩爆震源体

积分形维数均大于 0.7（本研究所针对的岩爆实例主要
分布在 0.7～1.0范围内），即时性应变–结构面滑移型
岩爆震源体积分形维数分布在 0.2～0.6范围内，这意
味着根据微震事件体积分形维数可以对即时性岩爆的

类型进行区分；对于即时性应变型岩爆来说，强烈岩

爆微震事件震源体积分形维数分布在 0.8～1.0范围，
大于中等岩爆（分布在 0.7～0.8 范围）；对于即时性
应变–结构面滑移型岩爆，强烈岩爆微震事件震源体积
分形维数分布在 0.5～0.6 范围总体上大于中等岩爆
（分布在 0.2～0.6 范围），同时随着结构面数目的增
加震源体积分形维数具有降低的趋势（一条结构面控

制滑移型分布在 0.4～0.6范围，多条结构面控制滑移
型分布在 0.2～0.6 范围），但是不存在一一对应的情
况，分析其原因是对于时性应变–结构面滑移型岩爆其
震源体积分形维数同样受到结构面长度、角度等方面

因素的影响。 

3  岩爆震源体积分形维数特征分析 
微震事件震源体积分形维数表示的是微震事件在

微震震源体积上的分布情况，大尺寸的微震事件所占

的比重越少，震源体积分形维数越小。即时性应变型

岩爆微震震源体积分形维数大于即时性应变–结构面
滑移型岩爆，说明即时性应变型岩爆孕育过程中的微

震事件在震源尺寸上的分布要高于即时性应变–结构
面滑移型岩爆。 
图 12 为相同等级两种不同类型即时性岩爆微震

事件震源尺寸（半径）的分布情况，对上述结论进行

了印证。从图 12（a）、（b）中可以看出对于相同等级
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的即时性岩爆来说，应变–结构面滑移型岩爆震源半径
小于 2 m的微震事件率大于应变型岩爆，并且随着震
源半径的增加其微震事件率表现出递减的趋势；而应

变型岩爆震源半径大于 2 m 的事件率高于应变–结构
面滑移型岩爆，且在震源半径的分布上表现出一种接

近正态的分布规律。分析其原因在于，相对于应变型

岩爆的张拉破裂为主的围岩破坏模式[1]，由于岩体中

结构面的发育使得开挖过程中大量的微震破裂事件沿

着结构面张开、扩展、贯通进而形成了新的自由面，

被自由面切割的那部分岩体在围岩卸荷应力的作用

下，沿着贯通的自由面剪切滑移并被抛射出去，进而

导致应变–结构面滑移型岩爆的发生。同时，由于结构
面的控制作用这些微震事件的震源体积值都相对较

小，使得即时性应变–结构面滑移型岩爆孕育过程中的
微震事件在震源体积分布上低于应变型岩爆。 

图 12 相同等级不同类型岩爆震源尺寸的分布情况 

Fig. 12 Size distribution of micro-seismic events in immediate  

   rock-bursts with same intensity and different types 

同样，对于即时性应变型强烈岩爆的震源体积分

形维数大于中等岩爆，说明强烈岩爆孕育及发生过程

中大尺寸微震事件分布高于中等岩爆；对于即时性应

变–结构面滑移型岩爆，岩爆等级越低、结构面数量越
多，微震信息震源尺寸分布就越低，其微震事件震源

体积分形维数与岩爆等级具有正比关系与结构面数具

有反比关系。 

4  结    论 
对锦屏二级水电站施工排水洞#P及#1、#2、#3、#4

引水洞钻爆法开挖方式下不同类型、等级的即时型岩

爆进行了微震信息震源体积分形研究，从而揭示了不

同类型即时性岩爆孕育及发生过程中微震事件的尺寸

分布特征，经研究发现： 
（1）不论对于即时性应变型岩爆还是即时性应变

–结构面滑移性型岩爆，其孕育及发生过程中的微震事
件在震源体积上都是具有分形分布规律的，并且表现

出良好的自相似性。 
（2）基于微震信息震源体积分形维数可以对即时

性应变型岩爆及即时性应变–结构面滑移型岩爆进行
区分：应变型岩爆微震信息震源体积分形维数大于

0.7，应变–结构面滑移型岩爆分形维数小于 0.6。 
（3）对于两种不同类型的即时性岩爆来说，强烈

岩爆孕育过程中的微震震源体积分形维数总体上大于

中等岩爆；对于相同等级的即时性应变–结构面滑移型
岩爆，由于岩体中结构面发育对微震事件震源尺寸的

控制作用，其微震震源体积分形维数值与结构面的数

目具有反比关系。 
 

致  谢：论文中所涉及的微震监测数据均来源于中科院武汉岩
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参考文献： 

[1] 冯夏庭, 陈炳瑞, 张传庆, 等. 岩爆孕育过程的机制、预警

与动态调控[M]. 北京: 科学出版社, 2013. (FENG Xia-ting, 

CHEN Bing-rui, ZHANG Chuan-qing, et al. Mechanism 

warning and dynamic control of rock-burst development 

processes[M]. Beijing: China Social Sciences Publishing 

House, 2013. (in Chinese)) 

[2] MENDECKI A J. Real time quantitative seismology in 

mines[M]// Rock-bursts and Seismicity in Mines. Rotterdam: 

Balkema, 1993: 287–295. 

[3] MENDECKI A J. Principles of monitoring seismic rockmass 

response to mining[C]// Rock-bursts and Seismicity in Mines. 

Balkema, 1997: 69–79. 

[4] 陈炳瑞, 冯夏庭, 曾雄辉, 等. 深埋隧洞 TBM 掘进微震实

时监测与特征分析[J]. 岩石力学与工程学报, 2011, 30(2): 

275 – 283. (CHEN Bing-rui, FENG Xia-ting, ZENG 

Xiong-hui, et al. Real-time micro-seismic monitoring and its 

characteristic analysis during TBM tunneling in deepburied 

tunnel[J]. Chinese Journal of Rock Mechanics and 

Engineering, 2011, 30(2): 275–283. (in Chinese)) 

[5] MANDELBROT B B. The Fractal geometry of nature[M]. 

London: W H Freeman and Company, 1982. 

[6] KAGAN Y Y, KNOPOFF. Stochastic synthesis of earthquake 



第 12期                    于  洋，等. 深部岩体隧洞即时型岩爆微震震源体积的分形特征研究 

 

2179 

catalogs[J]. Geophys Royal Economic Society, 1981, 86(B4): 

2853–2862. 

[7] KAGAN Y Y, KNOPOFF. Statistical study of the occurrence of 

shallow earthquakes[J]. Geophys Royal Economic Society, 

1978, 55(1): 67–86. 

[8] FENG X T, STEO M. A new method of modeling the 

rock-microfracturing process in double torsion experiments 

using neural networks[J]. International Journal of Analytic 

and Numerical Methods in Geomechanics, 1999, 23(4): 905

–923.  

[9] FORD A, BLENKINSOP T G. Combining fractal analysis of 

mineral deposit clustering with weights of evidence to 

evaluate patterns of mineralization: application to copper 

deposits of the Mount Isa Inlier, NW Queensland, Australia[J]. 

Ore Geology Reviews, 2008. 33: 435–450. 

[10] HIRATA T, SATOH T, ITO K. Fractal structure of spatial 

distribution microfracturing in rock[J]. Geophys J R astr Soc, 

1987, 90: 367–374. 

[11] KATSUMATA K. A long-term seismic quiescence started 23 

years before the 2011 off the Pacific coast of Tohoku 

Earthquake (M=9.0)[J]. Earth Planets Space, 2011, 63: 709–

712. 

[12] SETO M, NISHIZAWA O, KATSUYAMA K. The variation 

of hypocenter distribution of AE events in coal under triaxial 

compression[J]. Acoust Em, 1994, 11: 27–36. 

[13] MANDAL P, RODKIN M V. Seismic imaging of the 2001 

Bhuj Mw7.7 earthquake source zone: b-value, fractal 

dimension and seismic velocity tomography studies[J].  

Tectonophysics, 2011, 512: 1–11. 

[14] CAI M. Influence of stress path on tunnel excavation 

response-numerical tool selection and modeling strategy[J]. 

Tunnelling and Underground Space Technology, 2008, 23(6): 

618–628. 

[15] 冯夏庭, 陈炳瑞, 明华军, 等. 深埋隧洞岩爆孕育规律与

机制: 即时型岩爆[J]. 岩石力学与工程学报, 2012, 10(3): 

447–451. (FENG Xia-ting, CHEN Bing-rui, MING Hua-jun, 

et al. Evolution law and mechanism of rock-bursts in deep 

tunnels: immediate rock-burst[J]. Chinese Journal of Rock 

Mechanics and Engineering, 2012, 10(3): 447–451. (in 

Chinese)) 

[16] 陈炳瑞, 冯夏庭, 明华军, 等. 深埋隧洞岩爆孕育规律与

机制: 时滞型岩爆[J]. 岩石力学与工程学报, 2012, 31(3): 

561–569. (CHEN Bing-rui, FENG Xia-ting, MING Hua-Jun, 

et al. Evolution law and mechanism of rock-bursts in deep 

tunnels: time delayed rock-burst[J]. Chinese Journal of Rock 

Mechanics and Engineering, 2012, 311(3): 561–569. (in 

Chinese)) 

[17] 江  权, 冯夏庭, 周  辉. 锦屏二级水电站深埋引水隧洞

群允许最小间距研究[J]. 岩土力学, 2008, 29(3): 656–662. 

(JIANG Quan, FENG Xia-ting, ZHOU Hui. Study on 

acceptable minimum interval of long deep-buried 

hydropower tunnels in Jinping hydropower station[J]. 

Chinese Journal of Rock Mechanics and Engineering, 2008, 

29(3): 656–662. (in Chinese)) 

[18] TANG Y. A new classification of rock-burst intensity[J]. Geol 

Rev, 1992, 38(5): 439–443. 

[19] WANG L S, LI T B, XU J, et al. Study on rock-burst and its 

intensity classifies in the tunnel of Erlang Mountain road[J]. 

Road, 1999, 2: 41–45. 

[20] AKI K. Estimation of earthquake moment, released energy, 

and stress strain drop from the G-wave spectrum[J]. Bulletin 

of Earthquake Research Institute, 1966, 44(12): 73–88.

 



第 39卷  第 12期                   岩   土   工   程   学   报                Vol.39  No.12 
2017年      12月                       Chinese Journal of Geotechnical Engineering                      Dec.  2017 

水泥掺量和颗粒级配对碎石基床冻融特性影响的 
试验研究 
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摘  要：基于水泥稳定碎石在寒区高速铁路路基基床中应用的工程背景，借鉴公路行业水泥稳定碎石工程性能评估方
法并结合寒区高速铁路路基基床的特点，通过一系列室内试验，深入研究和分析了水泥掺量、颗粒级配对碎石基床压

实效果、冻胀性能、渗透性能、冻融耐久性能和温干缩指标的影响规律。研究结果表明：试验配比条件下，水泥稳定

碎石基床各项压实指标均满足或超过高铁路基基床压实标准。较大粒径土颗粒的缺失，削弱了水泥稳定碎石试样的冻

胀敏感性，提高了渗透性，降低了强度和水稳定性；水泥的掺加有效地弥补了粒径缺失导致的强度降低现象，但却增

大了温缩、干缩变形；抗压强度随冻融次数的增加呈现整体衰减的趋势，并在经历 10次冻融后趋于稳定。工程实践中，
建议选用细粒土含量 3%、水泥掺量 3%的级配碎石作为非渗水性基床填料，去除 0.5 mm以下颗粒、水泥掺量 3%的级
配碎石作为渗水性基床填料。 
关键词：高铁路基；水泥稳定碎石；水泥掺量；颗粒级配；工程性能 
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Freeze-thaw characteristics of subgrade macadam fillings influenced by            
cement content and grain-size composition 
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Engineering, Beijing Jiaotong University, Beijing 100044, China) 

Abstract: Motivated by the practical application of cement-stabilized macadam to high-speed railway subgrade in cold regions, 
a series of tests are conducted using an integrated method learnt from an evaluation system used for semi-rigid highway 
foundations considering the characteristics of high-speed railway subgrade in cold regions. The compaction results, frost-heave 
property, permeability, freeze-thaw durability and shrinkage property of subgrade macadam fillings influenced by cement 
content and grain size composition are deeply studied and analyzed. The following results are obtained. The compaction 
indexes of cement-stabilized macadam subgrade are satisfied or exceed the compaction standard under the tested compositions. 
The lack of large-sized soil particles weakens the frost-heave sensibility, improves the permeability, and reduces the 
compressive strength and moisture stability of cement-stabilized macadam samples. In addition, a mixture of cement effectively 
compensates for the reduction in compressive strength and increases the shrinkage deformation of cement-stabilized macadam 
samples. The compressive strength decreases with every increment of freeze-thaw cycles, and then levels off after 10 
freeze-thaw cycles. For the engineering practice of high-speed railway subgrade in cold regions, the cement-stabilized macadam 
with 3% of fines and 3% of cement addition is suitable for the subgrade without any demand for permeability, and the 
cement-stabilized macadam with grains greater than 0.5 mm in size and 3% of cement addition is suitable for the required 
permeability of subgrade. 
Key words: high-speed railway subgrade; cement stabilized macadam; cement content; grain-size composition; engineering 
characteristic ─────── 
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0  引    言 
水泥稳定碎石在高速铁路路基基床上的推广与应

用并非开始于严寒地区，而是在优质填料缺乏地区考

虑基床加强、填料改性后易压实等原因对级配碎石进

行了水泥稳定处理[1]。伴随中国寒区高速铁路建设的

快速发展，级配碎石掺加水泥的方法被认为是一种较

好的冻胀防控措施，广泛应用于哈大、哈齐、盘营等

高速铁路路基基床中[2-3]。然而，水泥稳定碎石在寒区

高速铁路路基中应用的研究并不成熟且研究成果相对

较少，文献[2，4，5]中多以冻胀率作为决定性的评估
指标，缺乏多指标控制，且对于最佳水泥掺入量的结

论也不一致。 
相比于水泥稳定碎石在高速铁路路基基床中的应

用，其在公路中的应用则较为广泛，相关研究成果较

多也较成熟。目前，中国大多数公路采用传统的悬浮

密实型水泥稳定碎石基层材料，后通过改进碎石级配

和水泥掺量，提出了骨架密实型水泥稳定碎石基层材

料[6]。在水泥稳定碎石强度和变形特性研究方面，多

将无侧限抗压强度、间接抗拉强度、劈裂回弹模量、

断裂韧度、弯拉疲劳强度等强度特性[6-14]，以及温缩

系数、干缩系数等变形特性[6,14-15]作为水泥稳定碎石

工程性能与应用的评估指标，所关注的影响因素也主

要集中在水泥掺量、碎石级配、改良方法、养护龄期

等方面[6-7, 13-15]。在寒区工程的应用中，其温缩特性和

冻融耐久性（无侧限抗压强度）常被作为重要的评估

指标[16-17]。上述研究成果为水泥稳定碎石在严寒冻融

环境下高速铁路路基基床中的应用与研究提供了开阔

的思路和方法，对于建立较完善的评价指标和试验方

法具有十分重要的工程实际意义。 
鉴于上述，本文借鉴公路水泥稳定碎石的研究方

法并结合寒区高速铁路路基的特点，考虑压实系数、

冻胀率、渗透系数、冻融耐久性和温干缩系数等力学

指标，深入分析水泥掺量和碎石颗粒级配等因素的影

响规律，并给出寒区高铁路基水泥稳定碎石基床的合

理水泥掺量和颗粒级配，进一步丰富严寒地区高速铁

路路基基床的抗冻胀措施。 

1  试验材料及试验方案 
1.1  级配碎石材料 

选取中国铁道科学研究院所提出的渗透性级配碎

石[3]作为试验材料（图 1），其不均匀系数 Cu<10，曲
率系数 Cc为 1～3，为良好级配。 
1.2  试验方案 

针对水泥稳定碎石基床的冻融特性，研究 3种水
泥掺量（0，1%和 3%），3种 0.075 mm以下细粒含量
（0、3%和 5%）和 3种去除某粒径（0.1，0.5，1.7 mm）

以下范围土颗粒的级配碎石，含水量均为 5%。其中，
试样标号 CxFy表示水泥掺量为 x（0，1%和 3%），且
0.075 mm以下细粒土含量为 y（0，3%和 5%）；试样
编号 CxPz表示水泥掺量为 x（1%，3%和 5%），且去
除某粒径 z（0.1，0.5，1.7 mm）以下范围的土颗粒。 

图 1 试验用级配碎石材料的粒径分布范围 

Fig. 1 Particle-size ranges of permeability-graded macadam 

根据试验要求的颗粒级配和含水量配制土样，浸

润一昼夜后掺加#325普通硅酸盐水泥，并拌合均匀。
试样制备时，分层击实，层与层之间刮毛，压实度控

制在 97%，所有试样均按照常温静置养护 7 d后进行
水泥稳定碎石冻融特性的测试。 
1.3  试验装置及过程控制 

（1）压实性能测试。采用自主研制开发的模拟铁
路路基填土压实质量的测试装置（专利号：

ZL201620157184.7，如图 2所示）测试水泥稳定碎石
的压实性能。其中，试样筒内径为 900 mm，总高度
为 600 mm。待所制备试验常温静置养护 7 d后，开展
高铁路基压实质量检测指标的测试。 

图 2 碎石基床压实性能测试装置 

Fig. 2 Apparatus for compaction tests on macadam subgrade 

（2）冻胀性能测试。采用大粒径土体冻胀性能测
试装置（专利号：ZL201410570666.0）测试水泥稳定
碎石的冻胀性能，如图 3 所示。试样尺寸为直径 450 
mm×高度 700 mm，在 7 d养护期间，试样顶端铺设塑
料薄膜、试样筒外壁包裹保温棉。待达到 7 d养护时
间后，调节连接上、下冷浴盘的低温恒温冷浴至+1℃，
恒温 48 h。待恒温结束后，调节上冷浴盘的温度至-20
℃（依照现场实测土体温度设定[18]），开始第一次冻
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结过程，持续 72 h；然后，调节上冷浴盘的温度至 15
℃，开始第一次融化过程，持续 48 h；依次进行 3次
冻融循环。 

图 3 大粒径土体冻胀性能测试装置 

Fig. 3 Apparatus for frost-heave tests on large-size particles 

（3）渗透性能、冻融耐久性和温干缩性能测试。
渗透性能测试的试样直径为 300 mm，高度为 550 mm；
温干缩性能测试的试样为长 550 mm×宽 150 mm×高
150 mm 的梁式试件；冻融耐久性测试的试样直径为
150 mm，高度为 150 mm，采用塑料薄膜包裹试样的
方法以确保试样水分不流失。依照文献[16，19]和试
验结果，冻融耐久性测试试样经历 1，5，10，15，25
次冻融循环后的强度性能。 

2  压实特性 
采用模拟铁路路基填土压实质量测试装置得到水

泥稳定碎石的压实性能测试结果，如表 1所示。水泥
稳定碎石试样的压实质量测试指标值是级配碎石试样

压实质量指标值的 2～3倍，水泥的掺加有效地提高了
碎石的压实效果；同时，各项测试指标值均远远超过

《高速铁路设计规范》对高速铁路路基表层填料的压

制质量控制要求。这说明水泥稳定碎石具有较好的填

筑压实性能。 
表 1 压实质量测试结果统计 

Table 1 Results for compaction tests 
试样编号 

检测指标 
C0F3 C3F3 C3P0.5 C5P0.5 C3P1.7 C5P1.7 

控制 
标准值 

K30/(MPa·m-1) 525 1273 881 1240 686 752 190 
Ev2/MPa 265 1181 685 1590 594 631 120 
Ev2/Ev1 2.13 2.33 2.49 3.43 2.34 2.21 — 

Evd/MPa 79 235 187 285 154 223 55 

 

3  冻融特性 
3.1  反复冻胀、融沉过程分析 

多次冻融过程中试样内部温度变化时程曲线如图

4所示（0 cm处为暖端，70 cm处为冷端）。由图 4可
知，在单向冻结条件下，随着深度的增加，试样内部

温度逐渐降低或升高，具有与现场实测结果相同的变

化规律[18]；此过程中，水分的反复结冰、融化导致土

颗粒的移动，宏观现象表现为土体的体积发生变化，

一维变形条件下表现为土体表面的反复冻胀隆起、融

化下陷[19]，如反复冻融位移变化时程曲线图 5所示。 
由图 5可知，多次冻融位移变化时程曲线呈现正

弦式变化趋势，这与呈现余弦式变化过程的土体内部

温度相差 90°相位差（图 4）；再者，虽然各次冻融过
程中土体内部温度分布规律一致，但冻胀量最大值均

未出现在第一次冻胀过程中。 

图 4 多次冻融过程中土体内部温度时程曲线 

Fig. 4 Time-history curves of internal temperature of samples 

在经历 3次反复冻结和融化过程后，与细粒含量
较多的级配碎石试样相比，不含细粒土的级配碎石试

样呈现压缩沉陷的现象（图 5（a））。相比于细粒含量
和水泥掺量对冻胀性能的影响，颗粒级配的影响更加

显著，当所去除的粒径范围达到一定值时，基于上可

以消除水泥稳定碎石试样的冻胀敏感性（如图 5（c）
中的曲线 1.7 mm）。 
3.2  冻胀率 

冻胀率是反应土体冻胀敏感性的一个重要指标，

定义为一定试验时间内试样的冻胀变形量与冻结深度

的比值。图 6给出了级配碎石试样的冻胀率与细颗粒
含量、水泥掺量和颗粒级配的相互关系。 
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图 5 水泥稳定级配碎石的冻融位移时程曲线 

Fig. 5 Time-history curves of freeze-thaw deformation for 

aggregated macadam with different particle distributions 

图 6 冻胀率与细粒含量、水泥掺量、颗粒粒径的关系 

Fig. 6 Curves of frost-heave ratio vs. fine content, cement content  

and particle-size composition 

在此次试验的细颗粒含量范围内，级配碎石试样

的冻胀率与细颗粒含量呈现线性增加的趋势（图 6
（a））。伴随所掺加水泥量的增加，水泥稳定碎石试样
的冻胀率呈现先减小而后趋于稳定的趋势（图 6（b））。
针对颗粒级配的影响，当水泥掺量为 3%时，随着级
配碎石中所去除粒径范围的增加，水泥稳定碎石试样

的冻胀率呈现先增大而后迅速减小的趋势，存在明显

的峰值点，且当所去除粒径范围达到 1.7 mm 时，其
冻胀率基本上可以忽略（图 6（c））。这说明细颗粒和
水泥大大提高水泥稳定碎石试样密实度的同时，降低

了渗透性能（表 2），无法形成较大的冻胀变形量；当
去除粒径小于 0.1 mm 范围的颗粒时，试样中有利于
水分迁移的贯通孔隙增多，冻胀量增大；随着所去除

粒径范围的增大，渗透性急剧增大（见表 2），试样的
持水性越差，从而无法形成较大的冻胀量[3]。 
3.3  渗透特性 

由表 2可知，水泥稳定碎石试样的渗透性与碎石
的颗粒级配密切相关，相同水泥掺量条件下，所去除

的碎石颗粒粒径范围越大，渗透性越好，当试样中所

去除的碎石颗粒粒径超过 0.5 mm 范围时，其渗透系
数已远大于 10-5 m/s[3]。这也说明，所去除的碎石颗粒

粒径范围越大，水泥稳定碎石的持水性越差，从而无

法形成较大的冻胀量（图 6（c））。 
表 2 渗透系数试验结果统计 

Table 2 Test results for permeability coefficient 

试样编号 C3F3 C3P0.1 C3P0.5 C3P1.7 C1P0.5 C5P0.5 C5P1.7 

渗透系数 

/(10-5m·s-1) 
0.123 0.167 44.3 200 22.2 55.5 500 

3.4  耐久性 

耐久性是评价水泥稳定碎石工程性能的重要指

标，主要从水泥稳定碎石的水稳定性和抗冻融耐久性

两方面展开研究分析。 
（1）水稳定性分析 
图 7给出了浸水、不浸水条件下水泥稳定碎石试

样无侧限抗压强度与水泥掺量、颗粒级配的关系曲线，

浸水后（25℃恒温养护 7 d，最后 1 d浸水）抗压强度
与不浸水（25℃恒温养护 7 d）抗压强度的比值即为水
稳定性系数，如表 3所列。浸水后水泥稳定碎石试样
所去除的颗粒粒径范围越大，试样的水稳定性越差；

同时，水泥的掺加有效地提升了试样的水稳定性。当

水稳定性系数大于 0.70时，水泥稳定碎石具有较好的
水稳定性[16]，因此当水泥掺量介于 3%～5%时，试样
的水稳性较好。 
此外，同一颗粒级配下水泥稳定碎石试样的抗压

强度随水泥掺量的增多呈现线性增大的趋势（图 7
（a））；而同一水泥掺量下试样的抗压强度随所去除颗
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粒粒径范围的增大而迅速衰减（图 7（b））。较大范围
颗粒粒径的缺失大大削弱了级配碎石试样的抗压强度

和密实程度，而水泥的掺加有效地弥补了由于某中粒

径缺失所导致的强度衰减现象。 
表 3 水稳定性系数 

Table 3 Test results for moisture stability coefficient 
水泥掺量 

颗粒级配 
1% 3% 5% 

F3（细粒含量为 3%） 0.88 0.93 0.96 
P0.1（去除 0.1 mm以下土颗粒） 0.77 0.78 0.88 
P0.5（去除 0.5 mm以下土颗粒） 0.36 0.77 0.86 
P1.7（去除 1.7 mm以下土颗粒） 0.46 0.70 0.71 

图 7 抗压强度与水泥掺量、颗粒粒径的相互关系 

Fig. 7 Curves of strength vs. cement content and particle size  

composition 

（2）冻融耐久性 
将水泥稳定碎石试样分别常温养护 7 d和 28 d后

进行多次冻融后的无侧限抗压强度试验，试验结果如

图 8所示。在强烈的冻结和融化作用下，水泥稳定碎
石试样的抗压强度均呈现整体衰减的趋势，并在经历

10次冻融后趋于稳定；此外，与养护 28 d后试样的抗
压强度在冻融前期出现陡降式衰减现象相比（图 8
（b）），养护7 d后的试样则出现了强度增长的现象（图
8（a）），这主要是由于冻融前期养护 7 d试样的养护
强度增幅大于冻融衰减作用，而养护 28 d试样的养护
强度已达到峰值所导致的。 

相比于养护 7 d的强度，试样 C3F3和 C5P0.5养
护 28 d 后的强度增幅达到一倍以上，而试样 C3P0.5
的增幅则不明显（见图 8（b））；同时，试样 C3F3和
C5P0.5 养护 28 d 后的抗压强度随冻融次数增加的衰
减幅度远大于试样 C3P0.5。这主要是由于相比于试样

C3P0.5，试样 C3F3和 C5P0.5分别具有细粒含量高、
水泥掺量大的特点，较高的细粒含量和水泥掺量导致

试样的强度增幅明显，但是也降低了试样的抗冻融耐

久性能[16]。 

图 8 水泥稳定碎石抗压强度与冻融次数的关系 

Fig. 8 Curves of strength vs. freeze-thaw cycles 

3.5  温干缩性能 

寒区高速铁路路基基床中应用水泥稳定碎石材

料，其在温度、干湿效应作用下的变形和裂缝问题应

引起足够的重视[2]。图 9 给出了水泥稳定碎石试样的
干缩系数 diα 、温缩系数 tα 的变化过程。 

t
+1

i

i it t
ε

α =
-

  ，              (1) 

式中， tα 为温缩系数（10-6/℃）， iε 为第 i个温度下的
温缩应变（10-6），ti为第 i个温度区间（℃）。 

d
i

i
iW

ε
α =   ，                (2) 

式中， diα 为第 i次干缩系数（10-6/%）， iε 为第 i次干
缩应变（10-6），Wi为第 i次失水率（%）。 
由图 9（a）可以看出：干缩系数随试样暴露时间

的增长而迅速增大，并在 11 d后趋于稳定；水泥稳定
碎石中的细粒土有效地抑制了试样的干缩变形，干缩

系数较小；且相同颗粒级配条件下，水泥掺量越多，

干缩系数越大，原因是水泥掺量多，水化作用使材料

失水率增加，收缩变形增大[6]。 
风干状态下，试件 C3P0.5和 C5P0.5的温缩系数随

温度变化呈现双峰特征，温缩系数最大值出现在    
10℃～-10℃区间内；而试件 C8P0.5和 C3F3的温缩系
数随温度变化则呈正弦曲线特征，温缩系数最大值出现

在 0℃～-10℃区间内，见图 9（b）。由此可见，级配
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和水泥掺量不同，水泥稳定碎石试样的温缩系数随温

度变化趋势不同，出现峰值的温度区间亦不同[15]，但

多发生在 10℃～-10℃区间内，即处于风干状态下的水
泥稳定碎石基床最不利温度区间为 10℃～-10℃。 

 
图 9 水泥稳定碎石温干缩系数的变化规律 

Fig. 9 Shrinkage coefficient of cement-stabilized macadam 

4  分析与讨论 
针对水泥稳定碎石基床在寒区高铁路基中的应

用，有效地控制冻胀变形关乎高铁的运营安全，但一

味的追求低冻胀率将有可能导致承载力下降、路基体

内积水、路基面变形开裂等问题的出现，易形成冻胀

往复循环、难以整治的状态，严重影响高速铁路的正

常运营。 
（1）冻胀率与抗压强度正相关，与渗透系数负相

关。例如，虽然去除 1.7 mm 以下粒径的水泥稳定碎
石试样冻胀率很低且渗透系数很大（表 2和图 6），即
使掺加水泥，其强度增长缓慢且耐久性较差（见表 3
和图 7）。 
（2）水泥掺量为 1%的各种配比无法满足渗透性

和水稳定性要求（表 2，3），且现场施工拌合质量无
法控制；同时，对于去除 0.1 mm 以下粒径的水泥稳
定碎石试样易形成较大的冻胀变形（图 6（c））。综合
上述，优选出 3 种水泥稳定碎石材料配比 C3F3、
C3P0.5和 C5P0.5。 
（3）考虑冻融耐久性和温干缩性能，试样 C3F3

具有较好的冻融耐久性和温干缩性能（图 8，9），但
其渗透性能较差（表 2）。因此，建议将含 3%细颗粒、
掺加 3%水泥的水泥稳定碎石基床作为不透水基床。 

对比试样 C3P0.5 和 C5P0.5，两者经历多次冻融
后的强度均达到 2.0 MPa以上，且渗透性较好，但试
样 C5P0.5经历多次冻融后的强度衰减达到 50%以上，
抗冻融耐久性较差（图 8）；同时，相同颗粒级配条件
下，水泥掺量越多，温缩、干缩系数越大，不利于基

床稳定（图 9）。因此，建立将去除 0.5 mm以下土颗
粒、掺加 3%水泥的水泥稳定碎石基床作为渗水性基
床。 

5  结论与展望 
本文以冻胀率作为重要评价指标，综合考虑压实

效果、承载能力、排水性能、耐久性能和温干缩变形

性能，分析和讨论了水泥稳定碎石基床在寒区高铁路

基中应用的合理水泥掺量和颗粒级配。 
（1）试验方案配比的水泥稳定碎石基床均具有较

好的压实性能，各项压实指标均满足和超过了高铁路

基基床压实标准。 
（2）去除较大粒径范围的土颗粒大大降低了级配

碎石的冻胀敏感性，增大了渗透性能，却削弱了抗压

强度和水稳定性。 
（3）水泥的掺加有效地弥补了粒径缺失导致的级

配碎石强度降低现象，但却降低了级配碎石的渗透性

能，增大了温缩、干缩变形。 
（4）水泥稳定碎石的温干缩系数随水泥掺量的增

加而增大，风干状态下水泥稳定碎石基床最不利温度

区间为 10℃～-10℃。 
（5）工程实践中，水泥稳定碎石基床的合理水泥

掺量为 3%，宜选用 3%细颗粒含量的水泥稳定碎石基
床作为不透水基床，选用去除 0.5 mm 以下土颗粒的
水泥稳定碎石基床作为渗水性基床。 
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摘  要：钢渣粉是炼钢生产后排出的工业废渣经球磨后形成的一种粉末状产物，与水泥有着相似的性质，但活性较差，
需对其进行激发处理。将烧碱（NaOH）作为钢渣粉的激发剂，研究在不同烧碱掺入量下，钢渣粉与水泥混合后对淤泥
质土的固化效果。试验结果表明：未掺烧碱的钢渣–水泥固化土早期强度低，后期固化效果较好；掺入烧碱之后，在其
激发作用下，钢渣粉的固化效果良好且可使固化土早强。钢渣–水泥固化土的无侧限抗压强度随着烧碱掺量的增加而出
现先增大后减小的变化。对胶凝材料进行 X射线衍射（XRD）分析，发现材料中有单硫型硫铝酸钙（AFm）物质生成，
该物质可提高固化土的强度。 
关键词：钢渣粉；淤泥土；烧碱；无侧限抗压强度；X射线衍射 
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Experimental study on caustic soda-activated steel slag powder in muddy soil 

WU Yan-kai1, 2, HU Xiao-shi2, HU Rui2, SHI Yu-bin2, HAN Tian2, YU Jia-li2 
(1. Shandong Provincial Key Laboratory of Civil Engineering Disaster Prevention and Mitigation, Qingdao 266590, China; 2. Shandong 

University of Science and Technology, Qingdao 266590, China) 

Abstract: The steel slag powder is a powdery product formed by ball milling after the industrial waste is discharged from 

steelmaking. It has similar properties to those of cement, but its activity is poor and it needs to be treated. Through the 

laboratory tests, caustic soda (NaOH) is used as the activator of the steel slag powder to study the effect of the slag powder and 

cement mixed on the silty soil under different caustic soda contents. The results show that the early strength of the steel 

slag-cement solidified soil is low, and the curing effect is better at the later stage. After the caustic soda is added, the curing 

effect of the steel slag powder is obvious. The unconfined compressive strength of the steel slag-cement solidified soil increases 

first and then decreases with the increase of activator dosage. The X-ray diffraction (XRD) analysis shows that there is a 

monosulfated calcium sulphoaluminate (AFm) in the mixture, which can enhance the strength of the solidified soil. 

Key words: steel slag powder; muddy soil; caustic soda; unconfined compressive strength; XRD 

0  引    言 
淤泥及淤泥质土主要是由河流、湖泊或沿海浅滩

中悬浊物与有机物在极缓水流或静水下沉积形成的一

种细粒土，具有高含水率、高液限、高孔隙率、高压

缩性及低强度等特点。对工程建设造成极大危害，需

对其进行处理，从而改良其物理力学性质。在目前的

软土处理方法中，深层搅拌法是最常用的处理方法之

一，搅拌叶片就地将软土与固化剂进行搅拌，通过固

化剂与软土之间的物理化学作用，形成强度高，整体

性、水稳性好的固化土柱体[1]。该方法具有加固效果

好，应用范围广，施工方便等优点。其中在固化剂的

选择方面，普通硅酸盐水泥是国内外软土固化的首选，

应用极为广泛。但水泥生产对环境造成严重污染，且

对于有机质含量高的淤泥土，采用传统的普通硅酸盐

水泥往往导致固化土强度偏低，搅拌桩施工过程中有

时会出现难以成桩的问题。故寻找高效、廉价的固化

剂一直是工程技术人员和科研工作者的心愿。杨爱武

等[2]用碱激发水泥来改善其固化软土的特性，发现强

碱对水泥土的强度提高有很大促进作用。水泥掺碱虽

然提高了软土固化效果，但没有从根本上解决生产或

使用水泥造成的环境污染。易耀林等[1]将矿渣掺入软

土中做固化剂代替部分水泥，发现固化效果不仅明显

而且经济环保。 
─────── 
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钢渣是炼钢厂排出的工业废弃物，由矿石、燃料

和助溶剂中易溶硅酸盐等化合物组成，排量约为钢产

量的 10%～15%。钢渣粉是钢渣经加工处理的固体粉
末状产物，原料中 CaO、SiO2、Fe2O3 的含量较多，

占总含量的 74%左右，其中 CaO、SiO2在钢渣中的表

现形式为硅酸二钙（C2S）、硅酸三钙（C3S），这些物
质是水泥水化物的主要成分，说明钢渣粉具有一定的

活性。但其成分复杂、胶凝性差、水化反应慢，使钢

渣粉利用起来较为困难[3]。将其堆放起来不仅占用土

地，而且污染环境。现阶段不少学者对钢渣粉的性质

进行了研究，张同生等、赵鸿等[4-5]采用物理方式激发

钢渣粉活性，Fathollah[6]、李玉祥等[7]采用碱激发剂对

其力学性质进行改善，也有学者将钢渣粉作为外掺剂加

入到其他胶凝材料中来相互激发胶凝材料的活性[8-11]。

但这种研究一直处于试验阶段，将其用于工程实践方

面的研究甚少，说明对钢渣粉的应用还有待进一步深

入研究。 
为了能将钢渣变废为宝，减少其对环境的污染并

用于实际工程，本试验用不同含量的烧碱激发钢渣粉

的活性，并将钢渣粉与水泥混合掺入到淤泥质土中研

究其固化效果。与纯水泥土进行对比，得出烧碱激发

剂的最优掺量。 

1  试验材料与方法 
1.1  试验材料 

试验用土为青岛市经济技术开发区海相淤泥质

土，平均埋深为 8.58 m，主要为淤泥质黏土，灰黑色，
稍有臭味，呈流塑状，其物理力学参数：天然含水率

w=41.1%，湿密度=1.86 g/cm3，干密度=1.28 g/cm3，

饱和度=97.7%，孔隙比 e=1.14，塑限 wP=15.5%，液

限 wL=32.1%，比重 Gs=2.74，塑性指数 IP=16.6，液性
指数 IL=1.542，黏聚力 c=14.2 kPa，内摩擦角为 2.7°，
压缩系数 2-1α =0.61 MPa-1，压缩模量 Es=3.51 MPa。可
知该地区的淤泥土强度低、孔隙率高、含水率高。 
试验所用钢渣粉由日照钢铁集团下属的炼钢厂炼

钢所弃废渣加工而成，呈深灰色粉末状，其主要化学

成分为 CaO、MgO、Fe2O3、Al2O3、MnO等，比表面
积为 402 m2/kg。试验所用水泥为#32.5普通硅酸盐水
泥，其主要化学成分为 CaO、SiO2、Al2O3、Fe2O3等。

钢渣与水泥的详细成分见表 1，微观结构如图 1所示。
由图 1可知两者在粒径上有较大差别，钢渣粉的平均
粒径在 30 μm左右，水泥的平均粒径在 10 μm左右。
试验所用的烧碱为天津市北联试剂厂所生产，纯度为

分析纯，NaOH含量≥96.0%。 
1.2  胶凝材料活性对比 

中国采用 Mason[12]提出的钢渣碱度（R=CaO/
（SiO2+P2O5））的方法来评价钢渣的活性，碱度小于

1.5 的为低碱度渣、1.5～2.7 的为中碱度渣，大于 2.7
的为高碱度渣。不同碱度的钢渣矿物组成见表 2。 
按表 1钢渣粉的化学成分含量进行计算，可得钢

渣粉的碱度为 2.74，查阅表 2可知该钢渣粉为硅酸三
钙渣，主要矿物为 C3S、C2S、C2F和 RO相。作为对
比计算得水泥的碱度为 2.94，虽然两种材料都为高碱
度材料，但二者的活性有较大差别。本试验中钢渣粉

的活性与胶凝性远低于硅酸盐水泥，原因有以下 4方
面：①钢渣的粒径与水泥的粒径存在较大差别，材料

的粒径越小则材料的比表面积越大，与水接触后的水

化速率越大。②中国钢渣的冷却方式为自然冷却，由

于冷却缓慢，在冷却过程中多数 β-C2S转变为 γ-C2S，
C2S的晶格完成重排后较为稳定，活性降低；而在水  

表 1 钢渣粉、水泥的主要化学成分及百分含量 

Table 1 Chemical composition of steel slag powder and cement 

化学成分 CaO Al2O3 SiO2 MgO Fe2O3 MnO2 SO3 Na2O P2O5 

钢渣粉 45.99 2.45 14.17 4.36 24.05 4.36 — — 2.6 

水泥 65.14 5.03 22.17 4.30 0.51 — 2.70 0.15 — 

          

图 1 钢渣粉(左)与水泥(右)的微观结构 

Fig. 1 Microstructure of steel slag powder and cement 
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表 2 钢渣碱度与矿物组成的关系[16] 

Table 2 Relationship between basicity and mineral composition of  

.steel slag 

钢渣碱度 钢渣种类 主要矿物 

0.9~1.5 
橄榄石渣、镁

蔷薇辉石渣 
橄榄石、镁蔷薇辉石、RO 相  

1.5~2.7 硅酸二钙渣   硅酸二钙、铁酸二钙、RO 相 

2.7~ 硅酸三钙渣   
硅酸三钙、硅酸二钙、铁酸二

钙、RO相 

泥生产过程中，由于采用急冷的方式，C2S 晶格未完
成重排，仍以介稳态的 β-C2S形式存在，具有较高活
性[13]。③水泥中的 C3S占 50%左右而钢渣中的 C3S仅
占不到 20%[14-15]，钢渣和水泥材料中 C3S的水化速率
要高于 C2S，且 C3S含量越高，水化速率越快。④钢
渣中的早强物质铝酸三钙（C3A）含量极少，影响了
钢渣的早期水化速度。 
1.3  试样制备及试验方法 

将现场取回的淤泥土进行晾晒至干燥状态，磨碎，

保留粒径小于 2 mm的淤泥土。测定其干燥状态的含
水率为 4%。本次试验取固化剂/干土的比例（干掺量）
为 0.1和 0.2，根据笔者等的研究成果[17]，钢渣粉的最

优掺量为淤泥质土含量的 10%，故取固化剂中水泥与
钢渣粉的掺入比为 1∶1，并在此基础上掺入烧碱做催
化剂进行调整，最后取水泥与钢渣粉+烧碱的掺入比
为 1∶1。烧碱的掺入量分别为淤泥土含量的 0.3%，
0.6%，0.9%，1.2%，1.5%，具体含量如表 3所示。 

表 3 标准试块掺料含量 

       Table 3 Admixture content of standard test block    (%) 
掺入比W 

组号 
水泥 钢渣 烧碱 

C 10 0 0 
CS 10 10 0 

CSA3 10 9.7 0.3 
CSA6 10 9.4 0.6 
CSA9 10 9.1 0.9 
CSA12 10 8.8 1.2 
CSA15 10 8.5 1.5 

注：钢渣掺入比=钢渣粉质量/淤泥质土质量×100%；水泥掺入

比=水泥质量/淤泥质土质量×100%；烧碱掺入比=烧碱质量/

淤泥质土质量×100%。 

制备试样时，首先把称量好的淤泥土放入搅拌器

中，然后将称量好的水泥和钢渣粉干拌混合，再称取

相应含量的烧碱、量取淤泥土相应液限含量的水并将

烧碱倒入盛有量好的水的烧杯中用玻璃棒搅拌散热。

最后将这些材料倒入搅拌器中与淤泥土一起搅拌形成

浆体，直至均匀。拌合完毕后，将水泥土拌合物装入

规格的试模中制作成标准试块，振捣密实后将表面刮

平，盖上塑料薄膜，48 h后脱模。为减小试验误差，

每组试验做 9个试块。脱模后，在标准养护箱中对试
块进行养护，养护龄期分别为 7 d、28 d和 90 d。 

对制备好的试块分别进行以下两类试验：第一类

为无侧限抗压强度试验，其标准试块制备分组表如表

3所示。试验采用 10 t的WAW-1000B型电液伺服万
能试验机加载，加载速率为 1 mm/min。第二类为 XRD
实验，鉴定生成的化合物成分，取适量试块磨粉并过

80 μm标准筛，采用 D/Max2500PC型 X射线衍射仪
（日本理学公司）对钢渣粉进行 XRD 分析，工作条
件为：CuKα靶，电压 50 kV，电流 200 mA，扫描速
度为 8°/min，扫描角度 5°～90°。 

2  试验结果与分析 
2.1  无侧限抗压强度试验 

将不同钢渣粉掺入量、不同龄期的试块进行无侧

限抗压强度试验，试验结果如图 2所示。 

图 2 固化土的无侧限抗压强度 

Fig. 2 Unconfined compressive strengths of solidified soil 
由图 2（a）可知，各组号中以钢渣为掺料的固化

土都比 10%纯水泥土的强度高，说明掺入钢渣粉之后
确实能提高软土的强度。但在前期，掺入钢渣粉的试

块强度比 10%纯水泥土试块强度稍低，原因为低活性
的钢渣与淤泥土相比颗粒间排列松散且黏聚力差，掺

入的钢渣粉在水化前相当于替换了部分淤泥土，故其

强度变低。只掺水泥做固化剂的固化土强度在 28 d之
后增长缓慢，而掺入钢渣粉的固化土随养护时间的增

加，强度明显提高，说明水泥在 28 d之前水化基本完
成，而钢渣粉在水化28 d后才逐渐提高淤泥土的强度。
随着养护时间的增加，强度增长曲线成线性说明钢渣
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粉的水化速率比较稳定。 
工程上一般以 90 d固化土强度作为设计值，但常

以 28 d强度作为检测值[1]，由于钢渣粉的早期强度低，

对工程所起的作用体现不出来，故有必要对钢渣粉进

行激活。本试验采用烧碱做催化剂，由图 2（a）可知
掺入烧碱后固化土的无侧限抗压强度显著提高，且随

着龄期的增加，烧碱掺量≤0.6%时的固化土强度不断
增长，烧碱掺量≥0.9%时，28 d的固化土强度基本达
到最高，之后强度便不再增长。曲线增长方式与纯水

泥土的增长方式相似。除了烧碱掺量为 0.3%时的曲线
为线性外其余的都为非线性。原因在于钢渣与水泥的

水化反应都由水来提供 OH-
，水化的方程为 

2C3S+6H2O→C-S-H+3Ca(OH)2  ，        (1) 
2C2S+4H2O→C-S-H+Ca(OH)2  ，         (2) 
Ca(OH)2+H3 4SiO-→C-S-H  。    .        (3) 
但钢渣中的 C2S含量多于水泥中的 C2S含量，且

钢渣中的 C2S大多为 γ-C2S，γ-C2S的水化较慢，需要
在一定浓度的 OH-

条件下才能进行。当掺入烧碱后，

烧碱提供的 OH-
可直接参与 γ-C2S 的水化。但烧碱掺

量为 0.3%时仅能维持钢渣中部分 C2S的水化，水化方
式持续而渐进，故烧碱掺量 0.3%时的曲线为线性。随
着烧碱掺量的增加，水溶液中的 OH-

溶度不断增加，

满足 C2S水化所需的浓度，钢渣的活性完全被激发，
钢渣的别名为劣质水泥，说明钢渣与水泥有着相似的

性质。经烧碱激发后钢渣的水化性质与水泥更相似，

故强度增长曲线与水泥相似为非线性。 
不同掺量碱激发剂引起的强度变化如图 2（b）所

示，可知同一龄期时随着烧碱掺量的增加，固化土的

强度变化为先增加后降低，并且龄期越长这种变化越

明显。说明烧碱做催化剂有一个最优掺量，低掺量时

对淤泥土的强度起到很好的提高作用，但掺量过大反

而效果不佳。当掺量大于 0.6%时试块在水化 28 d后
强度几乎不增长，且部分掺量的试块在 90 d的强度甚
至低于 28 d的强度。原因在于：①钢渣受强碱作用时，
颗粒中玻璃体的表面受强碱剥蚀作用而受到破坏，可

水化的部分暴露于水溶液中从而加速钢渣水化。烧碱

含量过大时钢渣颗粒本身和钢渣水化的产物也会发生

裂解，与土颗粒胶结形成的骨架遭到破坏，产生了新

的孔隙，并且孔隙表面形态粗糙，造成固化土后期孔

隙率增大，反而降低了固化效果。②过量的烧碱会影

响钢渣与土颗粒间的作用：淤泥土表面富含 K+、Na+

等离子与钢渣粉水化生成的Ca2+离子发生交换吸附作

用，若溶液中的 Na+过多会影响这种置换作用，从而

阻碍黏土颗粒的双电层变薄，颗粒之间的摩擦力减小，

强度也会降低。这两种现象与钢渣水化物的固化、胶

结作用在养护 28 d后处于动态变化中，此时强度也处
于动态变化中，故掺量过大时强度基本不再增长。由

图 2可知烧碱的最优掺量为 0.6%。 
2.2  水泥与钢渣的相互作用 

杨爱武等[2]的研究表明碱环境也可以激发水泥并

加速水泥水化产物的生成，从而提高水泥土的无侧限

抗压强度。但钢渣受烧碱激发后固化土强度究竟提高

了多少需进一步研究，本试验分别对纯水泥、纯钢渣

粉及水泥–钢渣复合 3种胶凝材料有、无烧碱激发的固
化土的无侧限抗压强度进行测试，试验结果如表 4所
示。 

表 4 各组分的无侧限抗压强度提高量 

      Table 4 Strength increase of each component     (MPa) 

7 d 28 d 90 d 
组号 

强度值 提高量 强度值 提高量 强度值 提高量 

C 0.280 0.459 0.576 

激 C 0.844 
0.564 

1.347 
0.888 

1.485 
0.909 

SSP — 0.124 0.385 

激 SSP — 
— 

0.237 
0.113 

0.533 
0.148 

CS 0.232 0.522 1.425 

激 CS 0.969 
0.737 

1.937 
1.415 

2.572 
1.147 

注：SSP 表示只掺 10%钢渣粉的淤泥土；激 SSP 表示掺量为

10%钢渣粉与 0.6%烧碱的淤泥土。 

纯钢渣粉固化淤泥土在达到 7 d龄期时，未掺烧
碱的试块还没凝固，故无法拆模。掺入烧碱的试块虽

可拆模，但无法进行无侧限抗压强度试验。从而验证

了钢渣粉的胶凝性差，早期强度低的特性。由表 4可
知，水泥和钢渣粉的活性均可被烧碱激发，并且钢渣–
水泥复合组分受烧碱激发后固化土强度的提高量要大

于分别用水泥和钢渣粉激发后固化土强度提高量之

和，说明钢渣粉与水泥的水化可以相互促进。 
而 Wang 等[18]在研究钢渣–水泥基复合胶凝材料

时得出钢渣在复合胶凝材料水化过程中并不与水泥的

水化产物发生反应的结论。同时，水泥也不与钢渣的

水化产物发生二次反应，说明二者的反应相互独立。

但二者混合后却促进了彼此的水化，原因在于：水泥

水化的适宜环境为 pH=12左右[2]，而钢渣粉水化的适

宜环境为 pH=13左右。对青岛胶州湾附近海相淤泥土
的酸碱度进行测试，发现 pH值在 8.2左右，水泥与钢
渣均为碱性材料，复合后掺入到淤泥土中使得土的 pH
值在 8.6左右。掺入烧碱后直接增加了土中溶液的 pH
值，对水泥和钢渣的水化提供了良好的环境。由于水

泥活性大，水化较快，水化后土中溶液的 pH 值迅速
增大，且达到 11左右。这就给钢渣粉的水化提供了有
利环境，因而加速了钢渣粉的水化。并且受烧碱激发
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后的胶凝材料水化反应更加迅速，溶液的 pH 值不断
提高，对钢渣的水化更有利。由表 4还可看出水泥受
烧碱激发后固化土强度增长率随着龄期的增长在不断

减缓，而钢渣粉固化土强度增长率基本不变。造成钢

渣粉与水泥复合后固化土的强度增长率为先增大后降

低。 
2.3  应力应变关系 

应力应变关系是工程上评价受力物体工作性能常

用的一项重要指标。图 3为各组号固化土的应力应变
曲线，由图可知各类型固化土受压时都经历压实阶段、

弹性阶段、塑性阶段、破坏阶段和残余强度阶段 5个
变形阶段。但是随着钢渣粉的掺入，各组号应力应变

曲线弹性阶段的斜率均有不同程度的增长，说明钢渣

粉的胶结作用提高了固化土的弹性模量。随着烧碱掺

量的增多曲线的弹性阶段斜率先增加后降低，原因是

适量的烧碱能够改善钢渣水化环境，促进钢渣水化物

的生成，而水化产物不仅能起胶结作用，还提高了固

化土的弹性模量；当烧碱过量时阻碍了方程式（1）、
（2）的进行，使得生成的胶凝产物减少，从而影响弹
性模量的增长。 

图 3 各组号固化土的应力应变曲线 

Fig. 3 Stress-strain curves of each group of solidified soil 

图 4 应力应变变化关系 

Fig. 4 Relationship between stress and strain 

图4为纯水泥土、钢渣–水泥土及烧碱掺量为0.6%
的钢渣–水泥土的 28 d和 90 d的应力应变曲线。由图
可知掺入钢渣粉后 28 d固化土的后 4个阶段的曲线基
本没有变化，应力稍有提高但不明显，但掺入碱催化

剂后试块的弹性阶段变长、塑性阶段变短，并且达到

峰值时的应变量变小。这样就延长了破坏阶段的应变

量。说明掺入烧碱催化剂后，钢渣粉的延性在前期遭

到抑制，但提高了早期应力峰值。掺入钢渣后 90 d试
块的弹性阶段变短、塑性阶段变长，并且达到峰值时

的应变量变大，此时钢渣的延性才体现出来。随着养

护时间的增长，钢渣水化产物在不断增多，而水化产

物中的部分物质可提高固化土的延性。说明钢渣粉随

着水化反应的不断进行延性逐渐发展，并且这一特性 
受碱环境的影响。 
2.4  X射线衍射（XRD）试验 

通过 XRD 试验可对胶凝材料受激发后生成物的
含量、状态以及这些生成物怎样影响固化土的强度做

进一步研究。将水化物的生成状况与固化土的强度建

立联系。图 5 为钢渣、水泥水化反应前的 XRD 试验
结果。由测试结果可知，水泥的衍射图谱特征峰比较

明显，成分简单；钢渣粉的成分却较为复杂，结合表

2可知钢渣中 C2S、C3S的含量也相对较少。钢渣粉中
有较多的 RO 相（FeO、MgO、MnO）等，由于钢渣
粉中的 RO相并不参与水化反应[19]，使得钢渣粉参与

化合反应的成分减少；并且钢渣粉中的 C3S含量较少，
相同时间内与水化合时 Ca 2 +的提供量较小，溶 
液中的 Ca2+浓度小，反应缓慢。 

图 5 水化前的 XRD图 

Fig. 5 XRD patterns before hydration 

为进一步查明烧碱的激发效果，分别对纯水泥、

纯钢渣粉、水泥+钢渣粉（比例为 1∶1）以及掺入NaOH
催化的钢渣水泥 4 种材料进行了 XRD 衍射分析，分
析结果如图 6所示。C2S、C3S的水化产物为 C-S-H凝
胶、Ca(OH)2和一些低钙类硅酸盐，因 C-S-H 为非晶
型，在 X射线衍射图中无法观测到其特征峰。但可根
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据 C2S、C3S 的峰值变化来间接算出水化产生 C-S-H
凝胶的生成量。从图 6可知钢渣粉的水化产物与水泥
的水化产物有较大差别，水泥生成的水化物有 C-S-H、
钙矾石(AFt)、Ca(OH)2等。其中 Ca(OH)2为水化反应 
的中间产物且性质不稳定，一部分遇到 CO2后碳化成

CaCO3，另一部分与溶液中的 3 4H SIO−等离子反应生成

C-S-H。在做 XRD试验时需对试样进行磨粉处理，并
过 80 μm标准筛，先将试样在乙醇中浸泡 1 d，然后
取出晾晒干燥，再进行磨粉，在磨粉处理过程中 C-S-H
凝胶可与空气中的 CO2发生碳化反应生成 CaCO3、硅

胶、氢氧化铝和氢氧化铁[20]。钢渣与水泥的水化都会

有 Ca(OH)2生成，Ca(OH)2在空气中与 CO2和 H2O也
会生成 CaCO3，由于水泥试样做出之后没有及时做 X
射线衍射，而是放置两天后与其它试样一块儿进行，

故造成试验误差引起水泥的水化产物中混有少量的

CaCO3。而钢渣粉水化后的产物中有 C-S-H 凝胶、
Ca(OH)2、Ca2(Al，Fe)O5等化合物。从图 6可以看出，
纯钢渣粉、水泥+钢渣粉（比例为 1∶1）以及掺加NaOH
作催化剂的 3种材料中 RO相化合物的峰值基本没有 
变化，从而验证了 RO相为惰性化合物。 

 
图 6 不同材料的 XRD衍射图谱 

Fig. 6 XRD patterns of different materials 

不同材料在 2θ 为 22°～28°内与在 36°的 3条
衍射峰值的生成物都为 CS2，该物质是 C3S和 C2S水
化反应后得到的。随着水泥的掺入，CS2 衍射峰值开

始增大，掺入 NaOH催化剂后峰值增加更加明显。说
明 C3S和 C2S水化时其中的 Ca2+与材料中的水及其他

化合物反应生成了 C-S-H 凝胶和 Ca(OH)2。C-S-H 凝
胶为絮凝物，Ca(OH)2 微溶于水，大部分被析出，填

充了试块中的空隙，使得试块的密度增大，无侧限抗

压强度便得到了提高。水泥水化的速度较快，产生的

CS2量较大，烧碱的加入提高了溶液的碱环境，加速了

水化反应，生成的 C-S-H凝胶等水化物更多，增加了土
颗粒之间的黏结点，提高了固化土强度。随着水泥和烧

碱的掺入，2θ 为 42°的衍射峰值(Ca2(Al，Fe)2O5)在逐
渐减小，2θ 为 39.5°的衍射峰值(Ca3Fe3(OH)12)在逐

渐增大，说明Ca2(Al，Fe)2O5水化生成了Ca3Fe3(OH)12，

烧碱的掺入促进了这一反应的进行。 
在水化 28 d的水泥+钢渣粉试样和烧碱催化的钢

渣水泥试样中还找到了一种物质——单硫形硫铝酸钙
(AFm)，涂昆等[21]在其所做的试验中也有发现。对其

进行电镜扫描，发现该物质的微观形态为玫瑰花瓣状，

结构致密，该物质的存在能够降低软土的孔隙率从而

提高软土的强度。根据前面的分析，钢渣粉与水泥的

水化是相互独立的，烧碱的掺入为钢渣粉水化提供了

碱环境，使得钢渣粉水化更剧烈更彻底，由于钢渣和

水泥中都存在 C3A，C3A在溶液中 Ca(OH)2饱和时生

成 C4AH13。当溶液中石膏(CaSO4)充足时 C4AH13与石

膏反应二次水化反应生成 AFt，当石膏不足时会生成
AFm。由表 2 知钢渣粉中没有检测到 SO3，故钢渣水

化不会有石膏产生。钢渣–水泥混合材料水化生成的石
膏仅由水泥提供，石膏含量不足，C4AH13水化会生成

AFm。而水泥单独水化时材料中的石膏充足，会生成
AFt, 钢渣粉单独水化时，由于没有硫化物参与，故
C3A仅发生了第一步反应生成 C4AH13，故也不会生成

AFm。 
图 7为在烧碱催化下钢渣–水泥 7 d、28 d及 90 d

的 XRD 衍射图谱，从图中可以看出主峰的峰值能量
和 2θ 为 32°～35°的峰值能量都随龄期的增加而先
增大后减小，而 2θ 为 42°的峰值能量先减小后增大。
这是因为主峰的衍射物为 C3S 和 C2S，2θ 为 32°～
35°的衍射物为 CS2，C3S 和 C2S 与水化合均是分阶
段进行的：C3S先水解出 1个 Ca2+和 C2S离子，其中
Ca2+与两个 OH-化合成 Ca(OH)2，之后 C2S 再次水化
生成 C-S-H 凝胶、CS2和 Ca(OH)2，但后两种化合物

的性质都不稳定，之后会再与水中的化合物反应生成

C-S-H凝胶、AFm和 CaCO3等难溶于水的物质，故衍

射峰会有此变化。从图中还可以看出随着龄期的增加，

AFm的衍射峰值是不断增加的。RO相化合物不受烧
碱催化与龄期的影响。 

图 7 不同龄期下碱催化钢渣-水泥的 XRD衍射图谱 

Fig. 7 XRD diffraction patterns of activated steel slag-cement at  

.different ages 
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3  烧碱激发钢渣粉固化机理 
结合前面的数据，本文从烧碱对钢渣粉水化的促

进作用及钢渣粉与淤泥土之间的作用两方面进行研究

烧碱激发钢渣粉对淤泥土的固化机理。 
NaOH 的掺入为钢渣粉的水化提供碱性环境，使

得水溶液的 pH 值升高，有利于钢渣的水化；同时烧
碱破坏钢渣中玻璃体的网络结构，使其网络形成键

（Si-O 键和 Al-O 键）更容易发生断裂，有利于玻璃
体解聚，增大钢渣水化反应速率，从而激发钢渣的活

性，使其释放出 Ca2+和硅(铝)氧四面体，不断生成
C-S-H凝胶。 
淤泥土表面富含 K+、Na+等离子与钢渣粉水化生

成的 Ca+离子发生交换、吸附作用，随着这些高价离

子的加入，黏土的双电层厚度会变薄。双电层厚度越

薄，黏土颗粒靠得越紧，相互间的结合力就越强，土

颗粒的内摩擦角就越大，固化土的强度就得到提高。

C-S-H 凝胶将土颗粒黏结在一起形成骨架，为二次水
化产物提供稳定场所，并且二次水化生成的 AFm、 
Ca2(Al，Fe)O5可填充初次水化的空隙，使结构更致密，

固化土的强度更高。 

4  结    论 
本文对不同掺量烧碱激发作用下，钢渣粉对淤泥

质土的固化效果进行研究，得出以下结论： 
（1）烧碱能够激发钢渣粉的活性，加速其水化使

掺入钢渣粉的固化土早强。在该配比下烧碱的最优掺

量为 0.6%，此时固化土的无侧限抗压强度达到最高。 
（2）水泥的水化为钢渣粉水化提供了一定的碱环

境，加速了钢渣粉的水化。 
（3）由于烧碱的掺入，钢渣–水泥固化土 28 d前

的延性遭到抑制，后期延性得以表现出来。并且随着

掺量的增加，固化土的弹塑性阶段不断延长。 
（4）钢渣–水泥固化土的水化产物中有 AFm 物

质生成，提高了固化土的强度，且随着龄期的增加，

这种物质的含量也在增加。 
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摘  要：多元复合地基是一种新型的复合地基技术。推导出瞬时加荷条件下多元不排水长短桩复合地基桩间土的固结
方程，基于双层地基一维固结理论建立了相应的固结解析解。通过与有限元解的比较验证了解析解的正确性。利用建

立的固结解析解进行参数分析，研究了多元不排水桩长短桩复合地基的固结特性。计算结果表明，多元不排水长短桩

复合地基的固结速率随长桩压缩模量和置换率的增加而增大。短桩压缩模量和置换的变化对复合地基固结速率的影响

很小。短桩较短时，短桩长度的变化对复合地基固结速率几乎没有影响，短桩较长时，复合地基固结速率随短桩长度

的增加而增大。此外，多元不排水长短桩复合地基的固结速率随短桩以下土体压缩模量的增加而增大。 
关键词：多元不排水长短桩；复合地基；解析解；固结；有限元  
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Analytical solution for consolidation of a composite ground with              
impervious multi-long-short piles 

YANG Tao1, LI Chao1, RUAN Yi-zhou2 
(1. Department of Civil Engineering, University of Shanghai for Science and Technology, Shanghai 200093, China; 2. China Shanghai 

Architectural Design and Research Institute Co., Ltd., Shanghai 266044, China) 

Abstract: The impervious multi-long-short piles-reinforced ground is a new type of composite ground technology. The 

equations governing the consolidation of the surrounding soils within the composite ground are derived under instantaneous 

load. The analytical solutions are then developed for the consolidation of the composite ground based on the one-dimensional 

consolidation theory of a double-layer ground. The comparison of the consolidation rates from the proposed analytical solution 

with the FEM is made to verify the correctness and accuracy of the proposed analytical solutions. Parametric study is conducted 

to investigate the consolidation behavior of this new type of composite ground using the proposed analytical solutions. The 

results show that the consolidation rate of the composite ground with impervious multi-long-short piles increases with the 

increase of the area replacement ratio and the constrained modulus of the long piles. The area replacement ratio and the 

constrained modulus of the short piles have insignificant influences on the consolidation rate of the composite ground. When 

the short piles have shorter lengths, the variation of the length of the short piles has little influences on the consolidation rate of the 

composite ground. The consolidation rate increases with the increase of the length of the short piles when the short piles are long 

enough. Furthermore, it increases with the increase of the constrained modulus of the soil bellow the tip of the short piles.  

Key words: impervious multi-long-short pile; composite ground; analytical solution; consolidation; FEM 

0  引    言 
根据桩体的透水性能，复合地基分为排水桩复合

地基和不排桩复合地基。散体材料桩复合地基为排水

桩复合地基，水泥土桩、CFG桩等黏结材料桩复合地
基则为不排水桩复合地基。 

复合地基固结理论是复合地基理论的重要组成部

分。以砂井地基固结理论为基础，散体材料桩复合地

基固结理论的研究取得了很大进展，建立的固结解析

解
[1-10]
可以考虑涂抹和井阻效应、桩周土水平向渗透

系数沿径向变化、桩体径向和竖向组合渗流、变荷载

作用、附加应力沿地基深度线性变化、桩体固结和侧

向变形、固结非线性以及软土未打穿等复杂因素的影

响。 
不排水桩复合地基承载力高，控制沉降效果好，

目前在世界各国都得到了的广泛应用，其固结问题已

─────── 
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受到国内外学者关注。杨涛等
[11-12]
和 Miao 等[13]

采用

复合模量法，分别给出瞬时和分级加荷情况下端承和

悬浮不排水桩复合地基固结解析解。考虑到不排水桩

复合地基中桩体并不固结，卢萌盟等
[14]
和 Yang 等[15]

分别推导出不排水桩复合地基桩间土和下卧层土的固

结方程，建立了瞬时和分级加荷情况下端承和悬浮不

排水桩复合地基固结解析解。 
由不同材料桩组成的多元复合地基融合了各桩型

的优点，可以节约工程造价。因此，近十余年来多元

复合地基在中国得到了大量应用。一些学者[16-20]通过

现场和室内试验等方法研究了多元复合地基的承载特

性，闫明礼等[21]和郑俊杰等[22]建立了多元复合地基承

载力和沉降的计算方法。 
目前提出的复合地基固结解析算法都是针对单一

材料桩复合地基建立的，不适合分析多元复合地基的

固结问题。多元复合地基固结计算理论尚未有研究成

果报道。有鉴于此，本文推导多元不排水长短桩复合

地基的固结方程并建立相应的固结解析解，通过固结

度解析解与有限元解的比较验证解析解的正确性。最

后，利用建立的固结解析解进行参数分析，研究多元

不排水长短桩复合地基固结特性。 

1  计算模型与基本假定 
1.1  计算模型 

在多元不排水长短桩复合地基中选取典型单元

体（unit cell）作为固结模型进行固结分析，如图 1所
示。A和 B分别代表长桩和短桩。长、短桩均正方形
布置，间距均为 s，长桩打穿软土层。  

图 1 多元复合地基固结模型 

Fig. 1 Consolidation model for multi-pile composite ground 

根据短桩长度将复合地基加固区分为上、下两部

分。上、下部加固区厚度分别 H1和 H2。kv1，Es1和 cv1

分别为上部加固区桩间土的竖向渗透系数、压缩模量

和竖向固结系数，kv2，Es2和 cv2分别为下部加固区桩

间土的竖向渗透系数、压缩模量和竖向固结系数。复

合地基表面作用荷载为 p。 
1.2  计算假定 

为建立多元不排水长短桩复合地基固结解析解，

本文采用如下基本假定： 
（1）土体处于完全饱和状态，仅发生竖向渗流，

土体中水的流动符合 Darcy定律。 
（2）长、短桩都为不排水桩，内部不产生超静孔 

隙水压力。 
（3）等应变条件成立。即任意深度内桩和土的竖

向变形相等。 
（4）固结过程中土体渗透系数、压缩模量等物理

力学参数保持不变。 
（5）荷载均布且瞬时施加，固结过程中保持不变。 

2  桩间土的固结方程 
2.1  上部加固区固结方程 

在上部加固区任意深度处，由竖向力的平衡条件

有 
1 2 s1 1 p1 2 p2(1 )m m m m pσ σ σ− − + + =  ，  (1) 

式中，m1和 m2分别为长、短桩的置换率， s1σ ， p1σ 和

p2σ 分别为上部加固区任意深度处桩间土、长桩和短桩

的竖向平均总应力。 
由等应变假定有 

p1 p2s1 s1
v

s1 p1 p2

u
E E E

σ σσ
ε

−
= = =  ，        (2) 

式中， p1E 和 p2E 分别为长、短桩的压缩模量， s1u 为上
部加固区土体内任意深度处的平均超静孔隙水压力，

vε 为复合地基任意深度处的竖向应变。 
由式（1）、（2）有 

1 2 s1
v

comp1

(1 )p m m u
E

ε
− − −

=   ，          (3) 

comp1 1 p1 2 p2 1 2 s1 (1 )E m E m E m m E= + + − −  ， (4) 

式中，Ecomp1为上部加固区的复合压缩模量。 
利用式（3）得到竖向应变关于时间的偏导数： 

v s11 2

comp1

( )1
E

um m
t t

ε − −
= −

∂ ∂
∂ ∂

  。     (5) 

由于桩为不排水桩，桩间土中的孔隙水仅会竖向

流动。由质量守恒定律有 
2

v v1 s1
2

w

k u
t z

ε
γ

= −
∂ ∂
∂ ∂

  ，           (6) 
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式中， wγ 为水的重度。 
将式（5）带入式（6）得   

1 2

2 2
comp1 v1s1 s1 s1

v1e2 2
w(1 )m m z

E ku u uc
t zγ

= =
− − ∂

∂ ∂ ∂
∂ ∂

 ， (7) 

comp1 v1 1 p1 2 p2
v1e v1

1 2 w 1 2 s1( ) ( )
1

1 1
E k m E m E

c c
m m m m Eγ

+
= =

− − −

 
+ 

− 
，(8) 

式中，cv1=Es1kv1/ wγ 。cv1e为考虑长、短桩影响后桩间

土的等效竖向固结系数。 
式（7）即为上部加固区桩间土的固结控制方程。 

2.2  下部加固区固结方程 

在下部加固区任意深度处，由竖向力的平衡有  
1 s2 1 p1(1 )m m pσ σ− + =   ，       (9) 

式中， s2σ 为下部加固区任意深度处桩间土的竖向平

均总应力。 
由等应变假设得 

p1s2 s2
v

s2 p1

u
E E

σσ
ε

−
= =   ，         (10) 

式中， s2u 为下部加固区任意深度处桩间土的平均超静
孔隙水压力。 
由式（9）、（10）可得 

1 s2
v

comp2

(1 )p m u
E

ε
− −

=   ，        (11) 

comp2 1 p1 1 s2(1 )E m E m E= + −   ，   (12) 

式中，Ecomp2为下部加固区的复合压缩模量。 
由式（11）可得 

1v s2

comp2

(1 ) um
t E t

ε∂ ∂−
= −

∂ ∂
  。       (13) 

由质量守恒定律有 
2

v v2 s2
2

w

k u
t z

ε
γ

∂ ∂
= −

∂ ∂
  。          (14) 

将式（13）代入式（14）可得     
2 2

comp2 v2s2 s2 s2
v2e2 2

1 w(1 )
E ku u uc

t m z zγ
∂ ∂ ∂

= =
∂ − ∂ ∂

 ， (15) 

comp2 v2 1 p1
v2e v2

1 w 1 s2

1
(1 ) (1 )
E k m E

c c
m m Eγ

 
= = + − − 

 ， (16) 

式中， v2ec 为考虑长桩影响后下部加固区桩间土的等

效竖向固结系数，cv2=Es2kv2/ wγ 。 

式（15）即为下部加固区桩间土的固结控制方程。 

3  求解条件与固结解析解 
3.1  求解条件 

（1）边界条件 
考虑单面排水，即复合地基顶面排水底面不排水，

则边界条件如下： 

s10 : ( , ) 0z u z t= =   ，          (17) 

s2 ( , )
: 0

u z tz H
z

∂
= =

∂
  。        (18) 

（2）上、下加固区分界面连续性条件 
将式（1）、（9）用有效应力表示，在上、下加固

区分界面上有 
z=H1: 1 2 s1 s1 1 p1 2 p2(1 )( )m m u m mσ σ σ− − − + +  

1 s2 s2 1 p1(1 )( )m u mσ σ= − − +   。     (19) 

由式（1）、（9）、（19），可得分界面孔压连续性条
件如下： 

1 :z H= 1 2 s1 1 s2(1 ) (1 )m m u m u− − = −  。 (20) 

分界面渗流连续性条件为 

1 :z H= s1 s2
1 2 v1 1 v2(1 ) (1 )

u um m k m k
z z

∂ ∂
− − = −

∂ ∂
。(21) 

（3）初始条件 
由式（3）、（11）可得初始条件为 

s1
1 2

s2
1

1
0 :

1

pu
m m

t
pu
m

 = − −= 
 =
 −

  。        (22) 

3.2  方程与求解条件的变换 

为便于固结方程在上述求解条件下求解，引入如

下函数变换： 
s1 1 2 s1ˆ (1 )u m m u= − −   ，          (23) 

s2 1 s2ˆ (1 )u m u= −   。               (24) 

显然， s1û 和 s1û 分别是复合地基上、下加固区任
意深度处的平均孔压。 
将式（23）、（24）代入式（7）、（15），得到

变换后的固结控制方程组： 
2

s1 s1
v1e 2

2
s2 s2

v2e 2

ˆ ˆ
 

ˆ ˆ
 

u uc
t z

u uc
t z

∂ ∂
= ∂ ∂


∂ ∂ = ∂ ∂ 

，

。

             (25) 

将式（23）、（24）代入式（17）、（18）、（20）～
（22），得到变换后的求解条件： 

s1ˆ0 : ( , ) 0z u z t= =   ，           (26) 

s2ˆ ( , )
: 0

u z tz H
z

∂
= =

∂
  ，         (27) 

1 s2
1 s1 s2 v1 v2

ˆ ˆ
ˆ ˆ: , su uz H u u k k

z z
∂ ∂

= = =
∂ ∂

  ， (28) 

s1 s2ˆ ˆ0 :t u u p= = =   。             (29) 
3.3  固结解析解 

从固结方程式（25）和求解条件式（26）～（29）
可以发现，除了固结控制方程中的固结系数被 cv1e和

cv2e代替外，变换后的固结方程和求解条件与谢康和
[23]

瞬时加荷作用下双层地基的控制方程和求解条件是相
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同的，这样，多元不排水长短桩复合地基的固结问题

就可以转化表面受荷载 p作用，上、下层固结系数分
别为 cv1e和 cv2e的双层地基的固结问题了。  
定义如下 4个无量纲的量： 

comp2

v2

v1

comp1 1

1 2

2

1

(1 )

( )

 

 
1

 

 

E

ka
k

E m
b

m m
Hc
H

b
a

µ

−

− −

= 



= 


= 



= 


，

，

，

。

         (30) 

基于谢康和[23]双层地基一维固结理论，很容易得

到 s1û 和 s2û 如下： 
2
n v

s1 n n
1 1

ˆ ( , ) sin e T

n

zu z t p C
H

λλ
∞

−

=

 =  
 

∑   ，  (31) 

2
n vn n

s2 n
1 n 1

sin( )ˆ ( , ) cos e
cos( )

T

n

C H zu z t p
c H

λλ
µλ

µ λ

∞
−

=

− =  
 

∑ ，(32) 

2

2 2

2
v v1e 1

2cos ( )
 

[cos ( ) sin ( )]

/   

n
n

n n n

cC
c bc

T c t H

µ λ
λ µ λ λ


= + 

= 

，

。

    (33) 

nλ 为以下特征方程的根： 

tan( ) tan( ) 1n nab cλ µ λ =   。       (34) 

利用式（23）、（24）即可得到上、下加固区桩间
土的平均超静孔隙水压力：  

2
n v

s1 n n
11 2 1

( , ) sin e
1

T

n

p zu z t C
m m H

λλ
∞

−

=

 =  − −  
∑ ，(35) 

2
n vn n

s2 n
11 n 1

sin( )
( , ) cos e

1 cos( )
T

n

Cp H zu z t
m c H

λλ
µλ

µ λ

∞
−

=

− =  −  
∑ 。 

(36) 
由于 s1û 和 s2û 分别是复合地基上、下加固区任意

深度处的平均孔压，则多元不排水长短桩复合地基按

沉降定义的固结度 Us和按孔压定义的固结度 Up按下

式计算[23]： 
1

1

1

1

s1 s20
1 2

s

s1 s20
1 2

1 ˆ ˆ( , )d ( , )d
1

1 ˆ ˆ( ,0)d ( ,0)d

H H

H

H H

H

bcu z t z u z t z
H HU bcu z z u z z
H H

+
= −

+

∫ ∫

∫ ∫
，(37) 

1

1

1

1

s1 s20
1 2

p

s1 s20
1 2

1 ˆ ˆ( , )d ( , )d
1

1 ˆ ˆ( ,0)d ( ,0)d

H H

H

H H

H

cu z t z u z t z
H HU cu z z u z z
H H

+
= −

+

∫ ∫

∫ ∫
。(38) 

将式（29）、（31）、（32）代入式（37）、（38）可
以得到 

2

s
1

1 e
(1 )

n vTn

n n

CU
bc

λ

λ

∞
−

=

= −
+∑   ，         (39) 

2
v

p
1

[ (1 )cos( )]
1 e

(1 )
n Tn n

n n

C b bU
b c

λλ
λ

∞
−

=

+ −
= −

+∑  。 (40) 

如果 m1=m2=0，Es1= Es2=Es，kv1= kv2=kv，则多元

不排水长短桩复合地基变为单层均质天然地基。此时，

H1=H，特征值 nλ =(2n-1)π/2=M，Cn=2/M，故固结度
解答式（39）、（40）变为 

2
v

s p
1

21 e M T

n
U U

M

∞
−

=

= = − ∑  ，        (41) 

v
v 2

v s
v

w

 

 

c tT
H
k Ec
γ

= 

=


，

。

                     (42) 

式（41）为太沙基一维固结解答。这样，多元不
排水长短桩复合地基固结解析解就退化为太沙基解

答。 

4  算例验证 
复合地基厚度 H=20 m，长、短桩直径均为 0.4 m，

短桩长度 14 m，长、短桩均正方形布设，间距都为
1.2 m。地基土、长、短桩的压缩模量、泊松比和渗透
系数见表 1所示。 

表 1 材料模型参数 

Table 1 Model parameters of materials 

    为研究解析解对刚、柔性基础下多元不排水长短
桩复合地基固结分析的适用性，考虑复合地基表面有、

无 0.4 m厚混凝土板二种情况进行有限元分析。混凝
土板模拟刚性基础，无混凝土板模拟柔性基础。混凝

土板的弹性模量为 21 GPa，泊松比为 0.16。按图 1选
择典型单元体作为有限元分析模型。考虑基础板时模

型尺寸为 1.2 m×1.2 m×20.4 m。模型底边界水平与
竖直方向位移全约束，不排水。4 个竖直边界面都是
对称面，故约束其法线方向位移，不排水。复合地基

表面为自由边界，排水。均布荷载 p=68 kPa瞬时施加。
有限元分析中将圆形截面桩按面积相等原则转换为方

形截面桩，图 2给出刚性基础下复合地基有限元分析
网格，模型采用 8节点六面体单元（C3D8P）离散，
单元数 3280，结点数 4158个。 
采用ABAQUS有限元软件进行算例有限元分析。

桩、地基土和混凝土板采用线弹性模型，桩和地基土

类别 压缩模量/MPa 泊松比 渗透系数/(m·s-1) 

长桩 500 0.20 － 

短桩 100 0.25 － 

地基土 3.0 0.35 10-8 
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的弹性模量 E 可根据其压缩模量 E1和泊松比ν 按式
E=(1+ν )(1-2ν ) E1/(1-ν )近似估算[24]

。 
图 3给出解析解与有、无基础板情况下有限元法

获得的复合地基平均固结度 Us随时间因数 Tu=cv1t/H2 
变化曲线的比较。图 3表明，固结度解析解较之刚性
基础下复合地基有限元解数值略大，二者之差的绝对

值最大不超过 5.5%；解析解较之柔性基础下复合地基
有限元解数值略小，二者之差的绝对值最大不超过

7.7%。算例表明，由于采用了等应变假设，本文固结
解析解更适合刚性基础下多元不排水长短桩复合地基

的固结分析，解析解具有足够的计算精度。 

图 2 有限元网格 

Fig. 2 Finite element mesh 

图 3 解析解与有限元解的比较 

Fig. 3 Comparison between analytical and FEM results 

5  固结性状分析 
复合地基厚度 H=20 m。作为比较的基准，桩间

土压缩模量 Es1=Es2= 3 MPa。短桩长度 H1=14 m，长、
短桩置换率 m1=m2=0.09，其压缩模量分别为 Ep1=1000 
MPa和 Ep2=100 MPa。 
（1）长桩参数的影响 
图 4给出多元不排水长短桩复合地基固结速率随

长、短桩压缩模量比 Ep1/Ep2 变化曲线，短桩模量

Ep2=100 MPa。图 4清楚地表明，长桩压缩模量的变化
对复合地基固结速率的影响很大。复合地基固结速率

随长桩压缩模量的增加而显著增大，但固结速率的增

加率逐渐减少。 
长桩置换率 m1 的变化对多元不排水长短桩复合

地基固结速率的影响见图 5所示。图 5表明，复合地
基的固结速率受长桩置换率的影响较大，长桩的置换

率越大，复合地基固结越快，但固结速率增加率逐渐

减少。 

图 4 Ep1/Ep2对复合地基固结速率的影响 

Fig. 4 Influence of Ep1/Ep2 on consolidation rate 

图 5 m1对复合地基固结速率的影响 

Fig. 5 Influence of m1 on consolidation rate 

（2）短桩参数的影响 
图 6 给出不同短桩长度 H1下多元不排水长短桩

复合地基的固结度曲线。从图 6中可见，短桩长度较
小时（如 H1＜12 m），复合地基的固结速率几乎不随
短桩长度的增加而变化。短桩长度超过 12 m 以后，
复合地基固结速率随短桩长度的增加而逐渐变大， 但
增幅较小。如固结 15d时，短桩长度从 6 m增加到 19 
m，复合地基的固结度从 64.4%增加到 73.3%，短桩桩
长增加了 2.2倍，而固结度数值仅仅增加了 0.14倍。 
图 7 给出不同短桩长度情况下短桩压缩模量 Ep2

的变化对多元不排水长短桩复合地基固结速率的影 
响。从图 7中可以看出，短桩较短时，随着短桩压缩
模量的增加，复合地基的固结速率逐渐降低；短桩较

长时，复合地基的固结速率随短桩压缩模量的增加而
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逐渐增大，但增大或减小的幅度都很小，总的来说，

短桩压缩模量的变化对多元不排水长短桩复合地基固

结速率的影响很小。 

图 6 H1对复合地基固结速率的影响 

Fig. 6 Influence of H1 on consolidation rate  

图 7 Ep2对复合地基固结速率的影响 

Fig. 7 Influence of Ep2 on consolidation rate 

图 8 给出短桩置换率 m2的变化对多元不排水长

短桩复合地基固结速率的影响，短桩长度 H1=14 m。
图 8表明，在固结初期，复合地基的固结速率不随短
桩置换率的增加而变化，而在固结中、后期，复合地

基的固结速率随短桩置换率的增加而增大，但增幅非

常小，据此可以认为，短桩置换率的变化对多元不排

水长短桩复合地基固结速率的影响很小。 
（3）地基土相对刚度的影响 
考虑上、下加固区土的刚度不同。图 9给出下、

上加固区桩间土压缩模量比Es2/Es1对多元不排水长短

桩复合地基固结速率的影响，Es1=3 MPa。从图 9中可 

以发现，多元不排水长短桩复合地基的固结速率随着

下层土体压缩模量的增加而增大，也就是说，短桩桩

端以下土的刚度越大，复合地基的固结就越快。 

图 8 m2对复合地基固结速率的影响 

Fig. 8 Influence of m2 on consolidation rate 

图 9 Es2/Es1对复合地基固结速率的影响 

Fig. 9 Influence of Es2/Es1 on consolidation rate 

6  结    论 
本文建立了多元不排水长短桩复合地基固结解析

解，通过参数分析研究了这种新型复合地基的固结特

性。主要结论如下： 
（1）本文固结解析解与刚性基础下多元不排水长

短桩复合地基固结有限元解数值十分接近，与柔性基

础下复合地基有限元解数值也相当接近。 
（2）短桩置换率和刚度的变化对多元不排水长短

桩复合地基固结速率的影响很小。复合地基固结速率

随短桩长度的增加而增大，但增幅不大。 
（3）多元不排水长短桩复合地基的固结速率受长

桩置换率和刚度的影响较大。长桩置换率和压缩模量

越大，多元不排水长短桩复合地基固结越快。复合地

基固结速率的增加率随长桩置换率和压缩模量的增加

而逐渐减小。 
（4）多元不排水长短桩复合地基的固结速率与上、

下加固区土体的相对刚度有关，复合地基的固结速率

随短桩以下土体压缩模量的增加而逐渐增大。 
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三峡库区塔坪 H2古滑坡台阶状复活变形的库水–降雨 
耦合作用机制 
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摘  要：三峡水库蓄水以来，出现了大量大规模的老滑坡体复活现象。较多大型复活滑坡体的监测位移–时间曲线呈
台阶状阶跃变化。此类滑坡的稳定状态识别难度较大，严重影响治理方案及治理时机的选择。以巫山曲尺塔坪 H2滑坡
为例，通过地质、位移监测及数值模拟方法，研究了此滑坡在实际降雨与库水涨落条件下渗流场、稳定性以及变形场

演化规律。在汛期及库水位变动时期滑坡会发生变形，特别是库水位下降诱发滑坡前缘变形，并对后部坡体产生牵引

作用。而降雨主要影响库水位变动带以上部分滑体的变形，并对前缘坡体产生推动作用。在周期性降雨和库水位涨落

的循环作用下，滑坡体反复受到“推–拉”作用，导致滑坡的位移–时间曲线呈现台阶状阶跃特征。总体来说，库水位
涨落是滑坡变形的主要因素，而降雨促进了滑坡变形进一步发展。 
关键词：三峡库区；滑坡；台阶状变形；库水位；降雨 
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Hybrid effects of rainfall and reservoir level fluctuation on old Taping H2   
landslide in Wushan County in Three Gorges Reservoir area 

HUANG Da1, 2, GU Dong-ming2, CHEN Zhi-qiang3, ZHU Hong2, CHEN Ci-jin4 
(1. State Key Laboratory of Coal Mine Disaster Dynamics and Control, Chongqing University, Chongqing 400044, China; 2. School of 

Civil Engineering and Transportation Engineering, Hebei University, Tianjin 300401, China; 3. No.107 Team of Chongqing Geology 

Exploring Bureau, Chongqing 401120, China; 4. Geological Disaster Control Center of Wushan County, Chongqing 404700, China) 

Abstract: Since the first impoundment of Three Gorges Reservoir, a large number of old landslides have shown signs of 

reactivation. Usually, the displacements of these large landslides are characterized by a stepped pattern. Besides, the stability 

identification of the slides is difficult, which severely affects the choice of appropriate measurements and timing of treatment. 

By taking the H1 sliding mass of Quchi landslide as an example, based on the geological survey, displacement monitoring and 

numerical modelling, the seepage field, stability and deformation of the landslide under the influence of reservoir level 

fluctuation and rainfall are fully studied. It is revealed that the changes in reservoir levels have a great influence on the 

deformation of the landslide, especially, the significant deformations at the toe are induced by reservoir drawdown, which then 

“drags” the masses in the upper part down. The precipitation affects the deformation of sliding mass above the water fluctuation 

zone, whose collapse “pushes” the masses at the toe downslope. Under the periodic action of changes in reservoir levels and 

rainfall, the sliding masses are subjected to “drag-push” influences iteratively and thus exhihit a staged deformation 

characteristic. On the whole, the fluctuating water level is the main trigger of the deformation while the precipitation facilitates 

this progress. 

Key words: Three Gorges Reservoir area; landslide; step-like deformation; reservoir level; rainfall 

0  引    言 
自三峡水库 2009年首次蓄水到 175 m以来，三

峡水库水位在 145～175 m高程之间运行，大幅度库
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水位上升和周期调节恶化了库区地质环境，使得库区

滑坡灾害问题变得更加突出，特别是出现了更多更大

规模的老滑坡体复活现象[1]。较多监测数据表明，较

多大型复活滑坡堆积体的位移–时间曲线呈台阶状阶

跃变化。基于滑坡变形及水文监测数据发现，台阶状

位移特征的时序分布与降雨和库水位涨落密切相关。

关于降雨及库水位涨落诱发滑坡的机制已有了大量的

研究[2-7]。 
降雨条件下滑坡的变形机制，受雨型及滑坡地质

条件所控制[2]，滑坡变形也常与降雨在时间上存在一

定的滞后性[3, 7]。从非饱和土力学理论角度来说，降

雨诱发滑坡非饱和区的基质吸力与降雨因素密切相

关性[8]。数值模拟[7, 9]、现场监测[10]、非饱和及渗流理

论[11]和模型试验[12]可较好地分析降雨诱发滑坡的应

力场、渗流场及变形场演化，是研究降雨滑坡变形机

制的主要方法。 
库水位涨落对堆积体边坡的稳定性影响较大，造

成坡体内浸润面波动[13]，对坡内岩土体产生侵蚀、潜

蚀及渗流力等工程地质及力学作用，甚至有学者认为

库水位骤降对渗透系数也有影响[14]。对库区堆积体滑

坡而言，研究滑坡体内地下水渗流场和变形响应特征，

是分析库水位变化对滑坡变形的影响机制的重要内

容[15]。如徐文杰等[16]以金沙江梨园电站大型土石混合

边坡为例，阐述了滑坡在库水位升降过程中的地下水

的变化规律及稳定性特征；潘书华[17]三峡库区塘角村

1 号滑坡以及李家坡滑坡为例，分析了滑坡体内孔隙
水压力以及滑坡变形对于库水位变化的响应特征，讨

论了库水位升降对滑坡稳定性的影响规律。 
本文以巫山曲尺塔坪 H2滑坡为背景，基于长期

的现场监测数据及地表变形调查，结合数值模拟分析，

研究了降雨–库水位耦合作用下H2滑坡台阶状变形特
征，阐述了滑坡变形与库水位升降及降雨的相关性，

揭示了滑坡台阶状变形的诱发机制。 

1  滑坡简介及地质背景 
塔坪滑坡位于重庆市巫山县曲尺乡，长江北岸瞿

塘峡出口地段。东距三峡大坝 148.3 km，距巫山县城
24 km；西距奉节县城 11 km，距重庆市 457 km。塔
坪滑坡为一古滑坡，地处长江北岸，地貌属构造—侵

蚀、剥蚀低中山河谷地貌类型，地势北高南低。滑坡

区后缘高程 310 m，前缘最低高程 80 m左右，相对高
差 230 m左右。勘察及现场调查资料显示曲尺塔坪古
滑坡处于整体稳定状态，而存在变形的是古滑坡前部

次级老滑坡：H1 滑坡和 H2 滑坡，即 H1 滑坡和 H2
滑坡属古滑坡的部分复活。塔坪滑坡的全貌及平面图

如图 1所示，本文仅研究 H2滑坡。 

图 1 曲尺塔坪古滑坡全貌及平面图 

Fig. 1 General view of Taping landslide 

H2滑坡地貌形态呈“圈椅状”（图 1（a）），脊靠
大五谷坪，后缘高程 350 m，前缘抵长江；东以冬瓜
沟为界，西以沙湾子沟为界，纵向长 720～850 m，横
向宽 275～400 m，分布面积约 23.8×104 m2，滑体平

均厚度约 25.0 m，体积约 590×104 m3，属大型滑坡。 
H2 滑体物质组成主要为粉质黏土夹碎块石及碎

裂岩体（如图 2（a）所示）。其中粉质黏土夹碎块石
中粉质黏土呈黄色、灰黄色，稍湿，硬塑，含砂量较

重; 块石为石英砂岩、长石石英砂岩风化破碎产物，
棱角状，块径约为5～30 cm，最大达1.3 m，含量15%～
50%，自上而下呈增加趋势。下部为似层状碎裂岩，
岩性为灰色、灰黄色中细粒长石石英砂岩与石英砂岩、

粉砂质泥岩，厚 7.8～23 m。由于滑体长期蠕滑变形，
碎裂岩体破碎，岩层产状极不清晰。 

图 2 H2滑坡工程地质剖面图 

Fig. 2 Geological section of Taping landslide 

H2滑坡滑床为三叠系中统巴东组基岩地层，其岩
性为紫红色泥岩、灰色粉砂质泥质灰岩不等厚互层，

中厚—厚层状，在滑坡前缘及东侧冬瓜沟沟壁均有出

露，产状连续，层序接触正常。H2老滑体主滑面为粉
细砂岩中的页岩风化物夹层，层厚 10～30 cm，滑面
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后缘陡（25°～33°），中间缓（12°～20°），前缘
趋于平缓，如图 2（a）所示。 

2  现场调查及监测系统 
三峡水库蓄水以来曲尺塔坪滑坡多次出现变形迹

象。2009年 5月—9月，H2滑坡中部出现了许多宏观
变形特征：H2滑坡中部出现局部开裂，滑坡中部的公
路出现隆起现象（图 2（b））；此后，2010 年—2012
年间，每年 5月—9月份滑坡均产生新的变形迹象（图
2）。为监测该滑坡变形及进一步了解其变形机理，在
H2 滑坡体建立了监测系统。包括地表变形 GPS 监测
点、地下水位监测点以及深部变形监测点，如图 3所
示。 

图 3 监测系统及 GPS监测数据（箭头表示水平位移量及方向， 

.2013年 5月） 

Fig. 3 Monitoring system of landslide and GPS monitoring results  

3  监测数据分析 
3.1  地表位移监测分析 

在 H2滑体上布置了G29～G50共 22个地表变形
监测点，各监测点水平位移量及方向分布如图 3所示。
地表位移监测表明，H2滑体左侧为强变形区，该区的
GPS监测点（G29～G34）水平位移为 240～320 mm，
而右侧的 GPS监测点位移值均小于 60 mm。强变形区
测点位移方向（图 3）表明各部分运动方向基本一致，
且位移大小接近，这些数据表明：H2滑坡左侧滑体可
能的运动方式是整体滑移。 
图 4为 H2滑坡强变形区Ⅰ—Ⅰ剖面上 3个监测

点 G32、G33、G34在 2009年 11月 16日—2013年 9

月 31日间的位移监测曲线。测点的水平位移明显大于
垂直方向位移，这与 H2滑坡整体较缓的地形有关。3
个监测点在监测时段内滑坡的位移曲线呈明显的台阶

状发展，且台阶高度一年比一年大：在每一个水文年

内（第一年 10月—9月），5月—9月为滑坡的“活跃
期”；测点位移快速增长；10月—4月为滑坡的“休眠
期”，滑体几乎不发生位移。结合监测点位移与库水位
及降雨数据，可以发现：滑坡的“活跃期”对应于水

库的枯水期。该时期内，水库处于低水位，并且雨量

充沛；而滑坡的“休眠期”对应于水库高水位阶段，

并且该时段内雨量较少。由此推测，滑坡的位移突变

是由汛期强降雨以及库水位快速下降有关。 

图 4 GPS监测点累计位移与库水位、降雨量关系曲线 

Fig. 4 Temporal relationship among displacements at selected GPS  

stations and precipitation and reservoir level 

3.2  深部位移监测分析 

滑坡深部位移监测采用湖南湘银河传感科技有限

公司生产的 YH50103A固定式测斜仪，其测量范围为
±30°，分辨率为 0.01°（0.17 mm）。图 5 为埋设
在滑坡Ⅰ—Ⅰ剖面线上的深部位移监测孔累积位移–

深度曲线。从图中可以看出，监测孔位移开始增加处

约位于 40～50 m附近。在钻孔Ⅰ–2取出的岩芯中观
察到明显擦痕（图 6，深度约 50 m）。由此推断，H2
发生剪切滑移，剪切面大致位于基岩界面处。通过监

测资料可以看出，该滑坡在滑面以上呈整体运动，滑

动面（带）以上位移较大，而下部位移较小。 
此外，监测数据表明，滑坡在 2012年后变形逐渐

加速。在 2010年 5月—2011年 12月间，测斜仪Ⅰ–1，
Ⅰ–3的位移增量分别为 50，70 mm，位移速率为 33.3，
50 mm/a。但是，在 2012年 3月—2013年 5月间，位
移增量增至 75，132 mm，速率分别增至 50，88 mm/a，
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变形速率明显增大。这表明曲尺 H2 滑坡稳定性逐年
恶化。 

图 5 GPS H2滑坡深部位移监测数据 

Fig. 5 Measured data from inclinometers installed on H2 

 

图 6 I-2钻孔岩芯揭示的剪切光面（深度约 45 m） 

Fig. 6 Polished surface in I-2 borehole (depth of about 45 m) 

4  库水位-降雨耦合作用模拟 
4.1  数值模型建立 

依据监测数据可以看出滑坡变形主要发生在每年

6月—9月份。而该时期内（雨季）充沛的降雨以及库
区降水均为该滑坡破坏的潜在因素。本研究采用数值

模拟方法，分析这两者对滑坡变形的具体影响。基于

曲尺塔坪滑坡的地质勘测资料，以 H2 滑坡的Ⅰ—Ⅰ
剖面为研究对象建立二维模型，采用数值模拟软件

GEO-STUDIO 分析滑坡的渗流场、变形场以及稳定
性。根据实际地形及地层建立模型并分别赋予其粉质

黏土层、碎裂岩层及滑带层的物理力学参数。由于基

岩层为泥岩及泥质灰岩，所以在渗流场模拟及边坡稳

定性分析中将基岩层作为不透水层处理，而在变形模

拟中将该层视为线弹性材料。H2滑坡数值网格模型如
图 7所示，其中 J32、J33、J34标识处为监测点位置。 
结合勘测资料及三峡库区巫峡地段的类似工程，

确定计算参数具体值见表 1。研究时段内库水位在
145～175 m范围内波动时，将坡面 175 m以下范围设
置为水头边界。175 m以上坡面设置为单位流量边界
模拟降雨。滑带与基岩的接触面设置为不透水边界，

不考虑基岩内的渗流。变形分析中，只需约束模型底

部及左侧的法向位移。以 2009年 12月 27日作为模拟
的初始时间点，在渗流分析中，将水头边界设置为当

日实际库水位高度 169.6 m，将单位流量边界设置为
2010 年度总降雨量平均至每天的降雨强度 2.02 
mm/d。进行稳态计算并将所得渗流场结果作为模型的
初始渗流场状态。 
4.2  渗流特征 

（1）孔隙水压力 
图 8为 3个孔隙水压力监测点的模拟结果。其中 

 

图 7 H2滑坡数值模型 

Fig. 7 Numerical model for H2 landslide 

表 1 数值模拟参数表 

Table 1 Parameters of numerical modeling 
重度/(kN·m-3) 黏聚力/kPa 内摩擦角/(°) 

材料介质 
天然 饱和 天然 饱和 天然 饱和 

渗透系数 
/(m·d-1) 

弹性模量 
/MPa 泊松比 

粉质黏土 19.6 20.2 25 20 18 14 0.562 60 0.3 

碎裂岩 21.3 22.5 44 35 30 28 0.864 120 0.3 

滑带 20.8 21.7 18 16 14 12.5 0.0069 60 0.3 

滑床 24 — — — — — — 2000 0.25 
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孔压测点 1（位于滑坡前缘）变化规律与库水位监测
曲线完全一致，没有受到降雨影响。孔压测点 2位于
坡体中后部 175 m高程处且靠近滑带位置，其监测曲
线起伏规律与库水位涨落规律基本相符，但受到降雨

的干扰，在降雨集中时段该点孔隙水压力均有上升现

象。孔压测点 3位于滑坡内高程 219 m处靠近滑带位
置，其监测曲线起伏规律与降雨量增减规律一致，但

表现出一定的滞后性。在库水位变动区，低水位处滑

坡体前缘浅层地下水位变化主要受库水位涨落因素控

制，而高水位处靠近滑带位置地下水位则受到库水位

及降雨的联合作用影响。位于库水位变动区以上部位，

滑坡内地下水位则主要受降雨因素影响。 

图 8 H2滑坡孔隙水压力–时间曲线 

Fig. 8 Pore water pressure-time curves of H2 landslide 

（2）渗流场年度变化规律 
以 2012年 1月 1日—2013年 1月 1日 1周年为

例，阐述库水位升降–降雨耦合作用下 H2滑坡体内渗
流场变化规律。2012年 1月起库水位开始下降，至 4
月 26日库水位从 174.6 m下降至 163.4 m，下降速度
相对缓慢，平均约 0.097 m/d。如图 9（a）所示，相比
初始渗流场状态，在 4月 10日滑坡前缘地下水位明显
下降，坡体内形成指向坡外的渗流场。而滑坡中后部

地下水渗流状态没有明显变化。 
4月 26日后库水位开始加速下降，至 6月 16日

库水位下降至 145.8 m，平均下降速度约 0.345 m/d，
最大日下降速度达 0.8 m/d。如图 9（b）所示，相比
库水位缓慢下降的情况，此时滑坡体内形成的指向坡

外的渗流明显增强。且由于 4 月—6 月该地区迎来一
波降雨高峰（此次降雨期降雨强度不大，但持续时间

较长，属于久雨型降雨），导致滑坡中后部地下水侵润

线抬高，渗流强度增强。 
7 月份该地区迎来了第二波降雨高峰期（此时段

降雨强度较大，属于暴雨型降雨）。此时段水库库水位

上升，最高达到 164 m。如图 9（c）所示，由于库水
位的上升，坡体内指向坡外的渗流场减小，并在前缘

坡面处出现指向坡内的渗流。且暴雨的出现使坡体中

后部雨水入渗强度明显增加，地下水渗流强度增强，

侵润线较之前有明显抬高。 

 

图 9 2012年不同时期渗流场及孔隙水压力 

Fig. 9 Seepage fields and pore water pressures of landslide at  

different time of 2012  
7 月底—8 月洪峰过去后，库水位逐渐由 164 m

下降至 148.6 m，平均下降速度约 0.46 m/d。如图 9（d）
所示，由于库水位骤降，滑坡体内再次形成指向坡外

的渗流场。加之暴雨过后雨水入渗至滑体底部，滑坡

中后部地下水侵润线明显抬高，渗流强度显著增强。 
8月 28日—11月 1日，库水位由 148.6 m上升 

至 174.6 m。降雨高峰期过后该地区降雨量逐渐减小。
库水位上涨过程中滑坡前缘坡面附近地下水位迅速升

高，形成指向坡内的渗流场，而滑坡中后部地下水不

断向前缘渗流，侵润线逐渐降低（图 9（e））。 
4.3  稳定性分析 

如图 10所示，滑坡稳定性系数受库水位影响最为
明显，其中库水位下降时稳定性系数降低，而上升时
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升高，且库水位涨落速度越快稳定性系数的增减速度

和幅度越大。而降雨进一步促进了滑坡体稳定性系数

的降低。2012年度滑坡稳定性系数变化强烈，且下降
幅度最大，在此以该年度为例，具体说明稳定系数变

化规律（图 11）。 

图 10 H2滑坡稳定性系数变化曲线 

Fig. 10 Curves of safety factor of H2 landslide 

 

图 11 2012年 H2滑坡稳定性系数变化曲线 

Fig. 11 Curves of safety factor of H2 landslide in 2012 

1月 2日—3月 8日，库水位以较慢的速度下降，
但依然维持在高水位状态，滑坡稳定性系数变化较小。

3月 8日—4月 26日，库水位下降速度减慢，与此同
时，4 月以前当地降雨量很小，滑坡处于排水状态，
坡体内地下水位不断降低。此时段滑坡的稳定性系数

下降极缓，甚至在 4月份开始出现回升趋势。4月 26
日后库水位开始加速下降，坡体内渗流强度增大，边

坡稳定性系数同时加速下降。5月 10日左右滑坡中后

部地下水侵润线开始抬升。直到 6月 16日库水位降至
145.8 m 的过程中，滑坡前部渗流场不断增强，坡体
中后部由于雨水入渗，地下水侵润线不断抬高，该时

段滑坡的稳定性系数快速下降，并在 6月 16日达到最
低值 1.037。6月 16日—7月 26日库水位上涨，虽然
此时因降雨导致坡体中后部地下水渗流增强，但由于

库水位的上升导致坡体前缘形成指向坡内的渗流，边

坡稳定性系数开始快速回升。7月 26日—8月 28日库
水位由 164 m快速下降至 148.6 m，加之降雨入渗至
滑坡中部，使该部位地下水位抬高，渗流强度增强，

滑坡的稳定性系数也随之快速下降，稳定性系数最低

降至 1.055。8月 28日—11月 1日库水位上涨，滑坡
稳定性系数开始回升。11月1日之后库水位稳定在174 
m左右，边坡稳定性系数也趋于稳定。整个过程中边
坡稳定性系数的变化规律与库水位涨落规律基本保持

一致，可见库水位的涨落对 H2 滑坡稳定性的影响起
主要控制作用。 
4.4  变形分析 

将渗流场模拟结果导入 GEO-SIGMA/W模块，计
算并监测 J32、J33、J34三个监测点的位移。 

图 12为各监测点的位移–时间曲线的模拟结果，
也具有明显的台阶状变形特征。模拟期间滑坡共发生

了 3 次位移突变，其中第一次位移突变发生于 2010
年 8 月，第二次发生于 2011 年 8 月，第三次发生于
2012年 6月中旬至 7月，前两次位移突变位移增量较
小，第三次位移增量较大。从每次位移突变的幅度来

看，滑坡中部的 J33监测点位移最大，后部的 J34点
次之，前部的 J32点位移最小。 
由图 12可见，G33点实测位移–时间曲线在 2010

年—2012年间同样发生了 3次位移突变：第一次发生
于 2010年 8月，位移突变量为 28 mm，与模拟位移
突变量 32 mm相差 12.5%；第二次发生于 2011年 7
月—8 月中旬，位移突变量为 60.5 mm，与模拟结果
47.2 mm相差 22%；第三次发生于 2012年 6月中旬—
7月，位移突变量为 234 mm，与模拟结果 214.6 mm
相差 8.3%。 
在第一次位移突变中滑坡中部监测点 J33位移量

较大，而 J32与 J34位移量相对较小。如图 13（a）所
示，此次变形主要发生于滑坡中部。由位移监测曲线

结合孔隙水压力曲线变化规律分析发现，2010年位移
突变于 8月，此时滑坡后缘孔压测点 3的孔隙水压力
值正处于上升阶段，并在 8月 28日达到最大，滑坡变
形时间与后缘底部孔隙水压力上升的时间吻合。可见

此次变形是由于雨水入渗至滑坡中部陡缓交接易于积

水部位，地下水位上升，滑坡抗滑力弱化，且地下水
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的渗流增加了滑坡的下滑力，导致滑坡该部位稳定性

下降，发生局部变形。 

 

图 12 H2滑坡监测点位移–时间曲线 

Fig. 12 Displacement-time curves of H2 landslide  

2011年 8月滑坡发生第二次变形，此次变形中滑
坡中部与后部的 J33与 J34监测点位移均较大，且 J34
监测点发生了两次突变：第一次突变发生于 6 月 22
日左右，第二次与 J33 监测点位移突变同时发生于 8
月 1日左右。由降雨入渗导致滑坡底部孔隙水压力升
高的规律来看，6 月中旬滑坡后缘底部孔隙水压力升
高，由于雨水入渗导致滑坡后缘发生变形。至 7月底
雨水向前缘汇集导致滑坡中部孔隙水压力上升，在雨水

渗流以及后缘变形坡体推动作用下，滑坡中部再次发生

变形并与后缘坡体形成整体变形区（图 13（b））。 

 

图 13 滑坡变形云图 

Fig. 13 Deformation contours in 2010 and 2011 

滑坡第一、第二次变形均主要由降雨因素导致了

滑坡中后部的局部变形，这两次变形量相对较小。滑

坡第三次变形幅度远远大于前两次变形，发生在 5月
20日—9月 10日间，整个位移发展过程可以分为以下
两个阶段（由图 14所示）。 
（1）5月 23日—6月 20日左右，滑坡发生了一

次变形。最靠近库水位的 J32 监测点位移增加了 123 
mm，滑坡中部的 J33监测点位移增加了 108 mm，滑
坡后缘 J34监测点位移增加了 40 m。靠近库水位的 J32

监测点位移发展幅度最大，滑坡体位移增量依次向后

缘逐渐减小。由于该时段内库水位骤降，坡体内形成

指向坡外的渗流，加之水的浮托力消散，库水位变动

区范围附近滑坡下滑力增大，导致局部稳定性降低，

最终表现为滑坡中前部库水位变动影响带滑坡发生局

部变形。可见库水位的快速下降是造成该阶段变形发

展的主要原因。 

图 14 2012年滑坡位移–时间曲线 

Fig. 14 Displacement-time curves of landslide in 2012 
（2）7月 4日开始，该地区出现大强度降雨，从

孔隙水压力监测曲线可以看到，此时滑坡后部孔隙水

压力不断上升。至 7月 26日左右滑坡出现了第二次剧
烈变形，其中滑坡后缘 J34监测点的位移在此阶段增
加了 180 mm，滑坡中部 J33监测点位移增加了 107 
mm，靠近库水位 J32 监测点位移增加了 10 mm。该
时段滑坡后缘位移发展幅度较大，并向前缘逐渐递减。

滑坡中后部为主要变形区，变形量向前缘逐渐减小。在

这个过程中滑坡前缘由于库水位上升，坡体内形成指向

坡内的渗流，滑坡抗滑力增加，滑坡体前部的稳定性

是有所提高的，其变形量较小；而由于暴雨影响，滑

坡后缘坡体内地下水侵润线抬升，渗流增强，滑坡下

滑力增加，加之由于滑坡中部的较大变形为后缘发生

变形提供了有利条件，滑坡后缘出现了局部变形。降

雨为此阶段滑坡变形的主要诱因。 
从滑坡变形的整个过程来看，滑坡是由降雨–库水

位耦合作用下产生的渐进式变形，降雨削弱滑坡中后

部的稳定性，使滑坡后部发生局部变形对滑坡中前部

产生推动作用。而库水位骤降使滑坡中前部库水位变

动影响带滑体发生局部变形，对滑坡产生牵引作用。

在降雨及库水位骤降的“推—拉”（前部牵引–后部前
推）耦合作用下，滑坡坡体不断劣化，使得滑坡监测



2210                         岩  土  工  程  学  报                                    2017年 

位移–时间曲线呈现台阶状阶跃变化规律。 

5  结    论 
（1）H2滑坡在库水位变动区，坡面附近地下水

位变化主要受库水位涨落因素控制，而靠近滑带位置

地下水位则受到库水位及降雨的联合作用影响。位于

库水位变动区以上部位滑坡内地下水位则主要受降雨

因素影响。 
（2）库水位涨落是影响 H2滑坡稳定性的控制因

素，其中库水位下降时稳定性系数降低，库水位上升

时稳定性系数升高，且库水位涨落速度越快稳定性系

数的增减速度和幅度均越大。H2滑坡经历的 3次位移
突变中降雨是诱发第一次与第二次突变的主要因素，

分别导致滑坡中部和后部发生局部变形。而第三次位

移突变主要受库水位骤降影响，导致滑坡中前部发生

局部变形，并最终与滑坡中后部形成整体较大变形。 
（3）库岸涉水边坡形成台阶状变形是降雨–库水

位耦合作用下滑坡体内地下水渗流场发生周期性变化

的结果。库水位的涨落会使库水位变动区附近滑体发

生局部变形，并对后部滑体产生牵引作用。降雨会使

中后部滑体发生局部变形，并对前缘坡体产生推动作

用。在周期性降雨和库水位涨落的循环作用下，滑坡

体反复受到“推–拉”作用导致堆积体变形甚至失稳。
滑坡在降雨–库水位涨落耦合作用下呈现出渐进式变
形破坏特征。滑坡的最终破坏由滑坡中部岩体控制，

先发生破坏的前部岩体只是给中、后部岩体提供了变

形空间[18]。 
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第十届全国基坑工程研讨会（第1号征文通知） 

由中国建筑学会建筑施工分会基坑工程专业委员会主办，

兰州理工大学承办的“第十届全国基坑工程研讨会”将于2018 

年9 月在甘肃省兰州市召开。 

主办单位：中国建筑学会建筑施工分会基坑工程专业委员

会 

承办单位：兰州理工大学 

协办单位（排名不分先后）：中铁西北科学研究院；兰州

大学；西北民族大学；兰州交通大学；甘肃土木工程科学研究

院；《岩土工程学报》编辑部；《岩土力学》编辑部（待增补） 

会议主题：①基坑工程设计理论与实践及其新进展、行业

的发展趋势；②基坑工程施工和监测领域的新技术、新工法和

新设备；③基坑工程及特殊岩土层中的地下水问题及控制技

术；④基坑施工对周围环境的影响评估与控制技术；⑤地铁深

基坑工程中的设计、施工与监测技术；⑥黄土、软弱土等特殊

土地区基坑设计与施工的关键技术；⑦深基坑工程支护结构与

降水相关问题数值模拟研究；⑧超深基坑工程的设计、施工与

监测的关键技术；⑨基坑工程领域的信息化技术及其应用；⑩

重、大、特基坑工程的典型案例和基坑工程事故分析。 

重要日期安排：①2018年4月30日前提供论文电子版一份，

发送至邮jikenghy2018@163.com。②论文将组织学术委员会专

家评审，录用通知及修改意见将在2018年5月31日前通知作者。

③作者根据修改意见和排版要求定稿，于2018年6月20日前将

修改稿和修改说明电子版发到会议组委会。 

会议秘书处联系地址：甘肃省兰州市七里河区兰工坪路287

号，兰州理工大学土木工程学院（730050）。联系人：周 勇 

13119308411，叶帅华13893624445，韦正德13639330876，杨校辉

15095338032。会议论文提交电子邮箱：jikenghy2018@163.com。

（第十届全国基坑工程研讨会会务组  供稿） 
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土工织物散体桩桩体大三轴试验研究 
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(1. 同济大学地下建筑与工程系，上海 200092；2. 武汉广益交通科技股份有限公司，湖北 武汉 430074； 

3. 常州泰勒思达新材料有限公司，江苏 常州 213021) 

摘  要：对密实状态的土工织物散体桩桩体进行大三轴试验，研究其在不同围压和不同聚丙烯土工编织布筋材强度下
的应力–应变特性，并据此提出桩体强度及模量理论计算公式。研究结果表明：土工织物散体桩桩体在三轴压缩下呈

剪胀破坏，其剪切带上主要是筋材的横向筋丝产生断裂，且桩体剪切角与碎石的莫尔–库仑理论破裂角比较接近；在加
载初期，土工织物散体桩应力–应变曲线下凹，而后近似线性增长至峰值应力，随后应力随应变减小并趋于稳定，表

现为应变软化特性；同一筋材强度、不同围压的土工织物散体桩桩体强度所对应的轴向应变值比较接近；土工织物散

体桩桩体的似黏聚力随筋材强度呈较好的线性增长关系，其较碎石的似黏聚力大很多，而筋材对桩体碎石的内摩擦角

影响不大；建立了土工织物散体桩桩体强度及模量的理论计算公式，并采用试验值对理论公式进行修正，经修正后的

结果与试验值吻合很好。 
关键词：土工织物散体桩；大三轴试验；应力–应变曲线；强度；模量 
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Large triaxial compression tests on geosynthetic-encased granular columns 

CHEN Jian-feng1, WANG Xing-tao1, ZENG Yue1, YE Guan-bao1, FENG Shou-zhong2, LI Li-hua3 
(1. Department of Geotechnical Engineering, Tongji University, Shanghai 200092, China; 2. Wuhan Guangyi Transportation Science and 

Technology Co., Ltd., Wuhan 430074, China; 3. Changzhou Telystar New Material Co., Ltd., Changzhou 213021, China) 

Abstract: Large triaxial compression tests are performed on geosynthetic-encased granular columns (GEGC) with gravels in 

dense state. The stress-strain characteristics of GEGC with different strengths of polypropylene woven geotextiles and different 

confining pressures are investigated. The theoretical formulas to compute the strength and modulus of GEGC are then proposed. 

The results show that the GEGC exhibits dilative shear failure under triaxial compression, and mainly the horizontal textile 

slices at the shear band break. The shear angle is close to the rupture angle of the Mohr-Coulomb strength theory. The 

stress-strain curve of GEGC at the preliminary loading stage is concave down, then its stress approximately increases linearly 

up to a peak stress, and subsequently decreases to a stable value, showing strain softening characteristics. The axial strains 

corresponding to the strengths of GEGC with the same reinforcement strength under different confining pressures are even 

close. The quasi-cohesion of the GEGC has a good linear relationship with the strength of reinforcements, and it is much larger 

than that of the gravels, but the strength of reinforcements has little effect on the internal friction angle of the gravels of GEGC. 

Theoretical formulas are established to compute the strength and modulus of the GEGC. The formulas are verified through the 

test data, and the correction factors for the formulas are obtained. The results of the modified formulas agree well with the test 

ones. 

Key words: geosynthetic-encased stone column; large triaxial compression test; stress-strain curve; strength; modulus  

0  引    言 
土工织物散体桩，又称为加筋碎石桩，其是在碎

石桩外面包裹土工合成材料[1]。与传统的碎石桩相比，

用土工合成材料包裹碎石桩，不仅可以保留碎石桩本

身的置换作用和排水作用，而且还可限制桩体的侧向

变形，从而提高地基的承载力，因而是一种新型的软

土地基处理方法[2]。 
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然而目前还没有土工织物散体桩的设计计算方

法，缺少桩体在土体中的模量及桩身强度的确定方法。

土工织物散体桩桩体在土体中不同深度处受到不同侧

向压力作用，这可以通过三轴压缩试验来进行模拟，

但目前对土工织物散体桩的三轴压缩试验的研究还很

少。 Rajagopal 等 [3]对单个及多个尺寸为  100 
mm×200 mm土工格室包裹的砂土进行了一系列三轴
压缩试验，研究土工格室围裹对砂土强度及刚度的影

响；Wu等[4]对尺寸为  70 mm×l40 mm土工布套筒加
筋砂桩进行了三轴压缩试验，研究了砂桩偏应力和体

应变变化规律，并采用不同轴向应变下的似黏聚力和

摩擦角来解释套筒的加固效应；Miranda等[5]对尺寸为

 100 mm×200 mm 碎石桩及土工布套筒加筋碎石桩
进行了三轴压缩试验，研究了加筋对碎石桩偏应力、

体应变、桩体强度以及碎石摩擦角的影响。 
上述研究均采用小尺寸试样进行试验，存在尺寸

效应，且采用的筋材强度低、填料粒径小，与实际土

工织物散体桩材料并不一致，也未提出土工织物散体

桩模量及强度确定方法。本文采用大三轴试验（尺寸

 300 mm×600 mm）研究实际土工织物散体桩桩体在
不同围压和不同筋材强度下的应力–应变特性，并据

此提出土工织物散体桩桩体模量及强度计算公式。 

1  桩体大三轴试验 
1.1  桩体材料力学特性 

（1）碎石 
本文碎石原料为石灰石，图 1为碎石级配曲线。

碎石的平均粒径 d50=24 mm，不均匀系数 Cu=7.31，曲
率系数 Cc=1.65，其级配良好。根据《公路土工试验
规程》[6]最大和最小干密度试验方法，得出碎石最大

干密度 ρdmax=2.05×103 kg/m3，最小干密度 ρdmin= 
1.37×103 kg/m3。 

 

图 1 碎石级配曲线 

Fig. 1 Grading curves of stone sizes 

本文土工织物散体桩桩体碎石相对密实度 Dr 控

制为 0.70，属于密实状态，其对应的碎石干密度
ρd0=1.78×103 kg/m3，这满足工程上对散体材料桩桩体

密实度的要求[7]。对 Dr=0.70的碎石进行大三轴试验，
得到如图 2 所示的碎石应力应变曲线和莫尔–库仑强
度包线，可以得到碎石的似黏聚力 c=16.3 kPa，内摩
擦角ϕ =44.7°。一般认为无黏性土 c=0，而碎石产生
似黏聚力的原因是在轴向荷载挤压下碎石颗粒间互相

咬合嵌挂所产生的一种咬合力，这与黏性土的黏聚力

有着本质的不同[8]。 

 

图 2 碎石大三轴试验成果 

Fig. 2 Results of large triaxial tests on gravels 

（2）筋材 
聚丙烯土工编织布具有优越的透水性、过滤性、

耐用性和经济性，可以加工成土工管袋、软体排等产品，

已广泛应用于软土围堰和软土堤坝填筑等工程[9-10]。本

文采用的聚丙烯土工编织布由常州泰勒思达新材料有

限公司生产。 
加筋套筒通常采用平缝、丁缝、包缝方式缝制，

然而接缝处的强度一般只有筋材强度的 14.5%～
85%，且接缝强度离散性很大[11-12]。为了消除接缝对

试验结果产生的偏差，本文采用无接缝编织布套筒，

其采用圆织机直接编织而成。对 4种不同型号的编织
布进行宽条拉伸试验得到编织布应力–应变曲线，如

图 3所示，得出其力学性质如表 1所示，这 4种编织
布的强度分别为 33，43，52，67 kN/m，对应的应变
εr分别为 14.8%，15.5%，16.2%，16.8%，拉伸模量分
别为 223，277，321，399 kN/m。 
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图 3 编织布应力–应变曲线 

Fig. 3 Stress-strain curves of geotextiles 

表 1 编织布的力学性质 

Table 1 Mechanical characteristics of woven textiles 

型号 
拉伸强度 T 
/(kN·m-1) 

拉伸强度对应

的应变εr/% 
拉伸模量* 
/(kN·m-1) 

1号 33 14.8 223 
2号 43 15.5 277 
3号 52 16.2 321 
4号 67 16.8 399 

*拉伸模量取编织布拉伸强度与其对应的应变值的比值。 

1.2  试验方案及试样制备 

本文试验仪器采用美国 GCTS 公司生产的
BS01011 型大三轴仪。三轴试样尺寸为  300 
mm×600 mm，最大轴向荷载为 1000 kN，最大试验
围压可达 6 MPa。对每种筋材强度下的土工织物散体
桩分别施加 50，100，150，200 kPa围压进行大三轴
试验，轴向变形速率控制为 0.36 mm/min。共进行了
16组试验。 

试样制备过程如下：首先将土工编织布套筒放入

内衬橡皮膜的制样筒内，如图 4所示，然后按密度控
制法将总质量为 75.4 kg的碎石分 4层填入制样筒内
并击实，使试样的相对密实度达到 0.70。 

图 4 土工织物散体桩试样制备 

Fig. 4 Preparation of GEGC 

1.3  结果分析 

图 5为筋材强度 33 kN/m、围压 150 kPa下的土
工织物散体桩三轴试验完成后的试样。由图 5（a）可
见，试验后土工织物散体桩发生明显的鼓胀和压缩变

形，且中间部位鼓胀显著；检查编织布套筒，如图 5
（b）所示，可以发现其上有明显的剪切带，剪切角约
为 65.4°，而碎石的莫尔–库仑理论破裂角为 45°
+ϕ/2，即 67.4°，两者比较接近；并且可以发现编织
布上的剪切带其横向筋丝发生断裂，而纵向筋丝基本

完整，说明土工织物散体桩是在筋材横向筋丝断裂时

而达到其强度值。 

图 5 土工织物散体桩试验后试样情况 

Fig. 5 Sample of GEGC after tests 

图 6为不同筋材强度下土工织物散体桩应力–应
变曲线。由图可见，在加载初期，土工织物散体桩应

力–应变曲线下凹，且下凹段对应的应变随围压的增

大而明显增大，而后近似线性增长至峰值应力。产生

这种现象的原因是围压和编织布对桩体约束作用发挥

的时差性造成的。当围压较小时，编织布对桩体的约

束能够很快起作用，曲线经过较小的下凹阶段后即进

入线性阶段；而当围压较大时，编织布对桩体的约束

作用由于围压较大而未即时发挥，曲线经过相对较大

的下凹变形阶段后编织布才发挥约束作用，然后进入

线性阶段。而达到峰值应力后应力随轴向应变的增大

而减小并最终趋向稳定，表现为应变软化特性，这不

同于如图 2所示的碎石的应力–应变曲线关系，后者
表现为应变硬化特性。这表明，加筋明显改变了碎石

的应力–应变关系，土工织物散体桩峰值应力后出现

应变软化应是编织布横向筋丝断裂导致的。 
另外可以看到，对于同一强度筋材，不同围压下

桩体峰值应力所对应的轴向应变值基本一致，33，43，
52，67 kN筋材强度下桩体峰值应力所对应的轴向应
变值分别约为 15.1%，15.7%，15.9%和 16.6%。 
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图 6 不同筋材强度下土工织物散体桩应力–应变曲线 

Fig. 6 Stress-strain curves of GEGC with different reinforcement  

strengths 

表 2为通过图 6曲线获得的不同筋材强度下土工
织物散体桩桩体强度参数，其中筋材强度为 0的情况
为碎石大三轴试验结果。图 7为根据表 2数据绘制的
土工织物散体桩桩体似黏聚力和内摩擦角与筋材强度

的关系曲线。由图 7（a）可见，似黏聚力 c随筋材强
度 T呈很好的线性增长关系，即 c=18.1+5.7T；土工织
物散体桩桩体的似黏聚力要比碎石的似黏聚力大很

多，其原因是筋材给桩体碎石提供了很大的侧向约束

作用，碎石需要克服该约束作用才被剪切破坏，因此

相当于筋材给予碎石一个附加应力，其表现为似黏聚

力。由图 7（b）可见，筋材强度 33 kN下桩体的内摩
擦角与碎石的内摩擦角基本接近，虽然随着筋材强度

增大，其内摩擦角略有减小，但很快趋于稳定。由此，

筋材对桩体碎石的内摩擦角影响不大，而主要给予桩

体碎石一个与筋材强度成线性增长关系的似黏聚力。 
表 2 不同筋材强度下桩体强度参数 

Table 2 Mechanical characteristics of GEGC with different  

reinforcement strengths 
筋材强度 T/(kN·m-1) 似黏聚力 c/kPa 内摩擦角ϕ/(°) 

0 16.3 44.7 
33 201 44.3 
43 263 42.6 
52 329 42.0 
67 387 42.1 

图 7 土工织物散体桩桩体强度参数与筋材强度关系 

Fig. 7 Relationship between strength parameters of GEGC and  

..strength of reinforcement 

2  桩体强度及模量计算公式 
目前尚缺少土工织物散体桩桩体强度及模量的计

算公式。本文以下通过土工织物散体桩受力和变形分

析简图，推导桩体强度和模量理论计算公式，再采用

试验值对理论计算公式进行校核，以给出相应的修正

系数。 

2.1  桩体强度计算公式 

图 8 为土工织物散体桩桩体极限状态受力示意
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图。桩体破坏时，筋材拉应力达到其拉伸强度 T。此
时筋材环向应变也达到其拉伸强度对应的应变εr，则

桩体半径 R=R0(1+εr)，其中 R0为桩体初始半径。 

图 8 土工织物散体桩桩体破坏时受力示意图 

Fig. 8 Diagram of stress of GEGC under failure 

以筋材为分析对象，桩周土作用在筋材外表面的

力 Pr1沿 Y轴方向上的合力 Rs为 
π

s r1 1 r1
0 0

d sin sin d 2  rR RP RP RP
π

θ θ θ θ= = =∫ ∫  。 (1) 

桩体碎石向外对筋材的挤胀力 Pr0沿 Y 轴方向上
的合力 Rd为 

π π

d r0 r0 r0
0 0

d sin sin d 2R RP RP RPθ θ θ θ= = =∫ ∫  。 (2) 

由 0YΣ = 得 
r0 r1( )2 2 0R P P T− − =   ，       (3) 

即 

r0 r1
TP P
R

= +   。              (4) 

以桩体碎石为分析对象，桩体破坏时，轴向压力

Pp（桩体强度）为最大主应力，侧向压力 Pr0 为最小

主应力，根据莫尔–库仑强度理论，Pp和 Pr0满足以下

关系： 
2

p r0 tan 45
2

 P P ϕ° = + 
 

  ，         (5) 

式中，ϕ为碎石的内摩擦角。 
将式（4）代入式（5）得 

2
p r1 tan 45

2
TP P
R

ϕ°   = + +   
   

  。     (6) 

式（6）即为土工织物散体桩桩体强度理论计算公
式。采用式（6）计算同本文大三轴试验条件一致的桩
体强度值，其中 Pr1取大三轴试验的围压值。图 9 为
桩体强度理论值与试验值的比较。由图可见，数据点

分布在 1∶1线偏上一些，表明桩体强度的理论计算值
偏大于试验值。这是由于实际桩体在轴向荷载作用下，

其中间部位发生剪胀破坏，且只有该部位筋材达到拉

伸强度，而其他部位筋材并没有达到拉伸强度，但理

论公式假定筋材通长都发生拉伸断裂，这使得理论公

式中桩体碎石向外对筋材的挤胀力比试验中的挤胀力

大；同时，碎石摩擦角会随着围压的增大而会有所减

小[5, 13]，而理论公式中假定碎石摩擦角不变。因而导

致桩体强度理论值较试验值偏大。 
但桩体强度理论值与试验值之间具有较好的线性

拟合关系，可以看到试验值是理论值的 1/1.17≈0.86
倍，因此，可以对式（6）进行修正，给出折减系数
λ=0.86，修正公式为 

2
p r1 tan 45

2
TP P
R

ϕ
λ °   = + +   

   
  。    (7) 

即对理论值均乘以折减系数λ=0.86，修正后的结果如
图 10所示，可见两者吻合很好。 

图 9 桩体强度理论值与试验值比较 

Fig. 9 Comparison between theoretical and measured strengths of  

GEGC 

图 10 桩体强度理论修正值与试验值比较 

Fig. 10 Comparison between modified theoretical and measured  

strengths of GEGC 

2.2  桩体模量计算公式 

图 11为三轴压缩下土工织物散体桩破坏时变形
简化分析图。桩体的初始半径和高度分别为 R0和 H0，

初始干密度为ρd0；在围压 Pr1和桩体强度 Pp作用下，

桩体产生均匀压缩变形，变形后桩体的半径和高度分

别为 R和 H，假设此时碎石达到最大干密度ρdmax。由

于土工织物散体桩压缩前后碎石的质量相等，则 
2 2

d0 0 0 dmaxπ πR H R Hρ ρ=   ，         (8) 

即 
2

d0 0 0
2

dmax

R HH
R

ρ
ρ

=   。           (9) 
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筋材拉伸强度对应的应变εr为 
0

r
0

R R
R

ε
−

=   ，            (10) 

则 
r 0(1 )R Rε= +   。           (11) 

土工织物散体桩桩体强度对应的轴向应变ε1为 
0

1
0

H H
H

ε
−

=   。            (12) 

将式（9）、（11）代入式（12），可得 
d0

1 2
dmax r

1
(1 )
ρ

ε
ρ ε

= −
+

  。      (13) 

土工织物散体桩桩体模量 Ep为 
P P

d01
2

dmax r

p

1
(1 )

E P P
ρε

ρ ε

= =
−

+

 。  (14) 

将桩体强度理论公式（6）代入式（14）得 

d0
2

dm

2
r1

p

ax r

tan 45
2

1
(1 )

TP
RE

ρ
ρ ε

ϕ°   + +   
   

−
+

=   ，    (15) 

式中，桩体碎石初始干密度ρd0则按下式取值： 
dmax dmin

d0
dmax dmax dmin r( )D

ρ ρ
ρ

ρ ρ ρ
=

− −
  。    (16) 

图 11 土工织物散体桩破坏时三轴压缩变形简化分析图 

Fig. 11 Diagram of deformation of GESC subjected to triaxial 

loading under failure for simplified analysis 

由此，式（15）建立了土工织物散体桩桩体模量
理论计算公式。采用式（15）计算同本文大三轴试验
条件一致的桩体模量值。图 12为桩体模量理论值与试
验值的比较。由图可见，桩体模量的理论值比试验值

低不少，这是由于实际桩体受围压和轴向荷载作用，

其中间部位发生剪胀破坏，且只有该部位筋材被拉断，

而其他部位筋材并没有达到拉伸强度对应的应变，这

使得试验中桩体的径向应变要比理论公式假设的径向

应变小，因而轴向应变也小；另外，试验中的桩体在

破坏时其碎石可能还未完全达到理论假设的最大干密

度，从而试验获得的桩体轴向应变要小于理论假设得

出的轴向应变，这导致试验获得的桩体模量更大。桩

体模量理论值与试验值之间也呈较好的线性拟合关

系，可以得到试验值是理论值的 1/0.524≈1.91 倍，因
此可取桩体模量理论公式的修正系数κ=1.91。桩体模
量的理论修正公式为 

2
r1

p
1

tan 45
2

TP
RE

ϕ

κ
ε

°   + +   
   =   。   (17) 

对理论值均乘以修正系数κ =1.91，修正后的结果
如图 13所示，两者吻合很好。 

图 12 桩体模量理论值与试验值比较 

Fig. 12 Comparison between theoretical and measured modulus of 

GEGC  

图 13 桩体模量理论修正值与试验值比较 

Fig. 13 Comparison between modified theoretical and measured  

modulus of GEGC 

3  结    论 
本文对碎石相对密实度为0.70的土工织物散体桩

桩体进行大三轴试验，研究其在不同围压和不同聚丙

烯土工编织布筋材强度下的应力–应变的特性，并据

此提出桩体强度及模量计算公式。论文得出如下主要

结论： 
（1）三轴压缩下土工织物散体桩呈剪胀破坏，桩

体上有明显的剪切带，其剪切角与碎石的莫尔–库仑理
论破裂角比较接近；且编织布上剪切带处的横向筋丝

发生断裂，而纵向筋丝基本完整，说明土工织物散体

桩在筋材横向筋丝断裂时达到其强度值。 
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（2）在加载初期，土工织物散体桩应力–应变曲
线下凹，且下凹段对应的应变随围压的增大而明显增

大，而后近似线性增长至峰值应力，随后应力随轴向

应变的增大而减小并最终趋于稳定，表现为应变软化

特性，而碎石表现为应变硬化特性。同一筋材强度、

不同围压的土工织物散体桩桩体强度所对应的轴向应

变值比较接近。 
（3）土工织物散体桩桩体的似黏聚力随筋材强度

呈较好的线性增长关系，其较碎石的似黏聚力大很多。

而筋材对桩体碎石的内摩擦角影响不大，其内摩擦角

随筋材强度增大会略有减小，但很快趋于稳定。 
（4）建立了土工织物散体桩桩体强度及模量的理

论计算公式，采用试验值对理论公式进行修正，得到

强度和模量理论公式的修正系数分别为 0.86和 1.91。
经修正后的结果与试验值吻合很好。 
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超大次循环荷载下超固结黏土的长期不排水力学 
特性研究 
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摘  要：风、波浪等荷载具有超大循环次数的特征，极大影响黏土的长期不排水动力特性，是黏土地基基础设计的关
键问题之一。针对现有动力试验荷载循环次数不足的现状，以超固结度为 4 的重塑土试样为研究对象，开展了一系列
不排水三轴动力试验，研究了在超大次（比如超过 106次）循环加载情况下黏土的相关特性。试验结果表明，在对称循

环加载作用下，饱和黏土存在循环应力比门槛值为 0.44～0.48。在循环加载初期，试样的轴应变及孔压的变化与前人对
黏土动力试验研究结果一致。然而，随着循环加载次数的增加，动轴向应变减小，累积轴向应变增加；尤其是加载过

程中由正孔压降低到负孔压。针对这一新的发现，增加了一个超固结土的蠕变试验结果进行了分析解释，为研究超大

次循环荷载下超固结黏土的长期不排水力学特性的机理提供了新的思路。 
关键词：黏土；超大循环次数；蠕变；孔隙水压力；不排水三轴试验 
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Long-term undrained mechanical behavior of overconsolidated clay under                   
cyclic loading with a large number of cycles 

 HAN Jian1, 3, YAO Yang-ping1, YIN Zhen-yu2, 3 
(1. School of Transportation Science and Engineering, Beihang University, Beijing 100191, China; 2. Department of Geotechnical 

Engineering, Key Laboratory of Geotechnical and Underground Engineering of Ministrey of Education, Tongji University, Shanghai 

200092, China; 3. Ecole Centrale de Nantes, Research Institute of Civil and Mechanical Engineering, Nantes 44300, France) 

Abstract: The wave and wind loadings applyed on structure foundations with a large number of cycles affect the long-term 

undrained mechanical behavior of clay, which is one of key issues for the foundation design. Qwing to lack of cyclic tests with 

a large number of cycles up to now, laboratory tests on over consolidated clay are perfomed to study the cyclic behavior with a 

large number of cycles (e.g., more than one million). Based on the results of reconstituted specimens with OCR=4, the possible 

existence of the threshold stress ratio under the symmetric cyclic loading is confirmed. The value of the threshold stress ratio is 

0.44～0.48. At the early stage of cyclic loading, the evolutions of axial strain and pore pressure are similar to the results of the 

conventional cyclic tests. However, as the number of cycles increases, the cyclic axial strain decreases, whereas the permanent axial 

strain increases and the pore pressure decreases from a positive to negative value. These new phenomena are analyzed by 

conducting additional creep tests on the overconsolidated clay, which throws new light on studying the mechanism governing the 

long-term undrained mechanical behavior of overconsolidated clay under cyclic loading with a large number of cycles.  

Key words: clay; a large number of cycles; creep; pore pressure; undrained triaxial test 

0  引    言 
长期循环荷载作用下土的动力特性一直是风力发

电机以及近海的钻井平台等工程中需要考虑的重要问

题。在风、波浪以及潮汐等长期循环荷载作用下，黏土

地基的长期沉降非常可观，甚至直接影响工程的正常使

用。因此，有必要对黏土的长期动力特性进行研究。 
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近些年来，国内外学者对黏土的动力特性进行了

广泛研究，取得了丰硕的成果[1-16]。上述文献中绝大

多数开展的动力试验循环次数在 104次以内，只有少

数试验能达到 105次。然而，风、波浪、潮汐等荷载

具有超大循环次数的特点，因此黏土的长期不排水动

力特性，特别是受循环次数超过 106次的动力荷载作

用下的特性，是岩土结构基础设计的一个关键问题。

而对这个问题的研究目前来说还比较缺乏，基于一万

次循环加载的试验结果来分析和预测长期循环加载下

黏土的动力特性不太可靠。因此开展循环加载次数超

过一百万次的室内动力试验有实际意义，现有发表的

关于长期动力荷载的室内试验研究的一系列文章中，

只有 20世纪 70年代 Brown等[17]和 Lashine[18]发表的

文章中针对一种三叠纪淤泥质黏土（Keuper marl）所
做的试验研究，最大循环次数达到了 106次。上述动

力试验的频率 f为 10 Hz，远大于一般波浪、风等的频
率（f≦0.1 Hz），动力试验持续比较短（1 d左右），时
间效应对超大次数循环荷载作用下黏土动力特性的影

响不明显，在上述文献[17,18]中没有涉及。 
因此，本文针对一种超固结黏土（Merville黏土），

开展了一系列超大循环次数（超过 106次）的动力试

验研究，揭示了超固结黏土的长期不排水动力特性及

其机理。 

1  试验材料及试样制备 
本文试验研究所用的超固结黏土（Merville黏土）

原状试样取自于法国北部的城市 Merville，地表深度
5～11 m。在第三纪始新世初期（距今三千万年左右）
沉积时，Merville 黏土与伦敦土均位于同一海湾，因
此两种黏土有许多相似的性质，都是硬黏土 [19]。

Merville 黏土中主要的黏粒矿物是伊利土，另外有少
量的高岭土及蒙脱石，黏土整体呈现为灰棕色。天然

Merville黏土的饱和度为100%，天然含水率约为31%，
液塑限分别为 99%和 40%，天然重度为 19.5 kN/m3，

黏粒含量（<2 µm）约为 26%，粉土含量约为 74%。 
为避免颗粒间胶结与裂隙的影响以及得到均质的试验

试样，本文按照文献[20]中的方法制备重塑土试样，
泥浆的含水率是液限的 1.25倍。然后将泥浆倒入固结
器皿中进行固结，施加的竖向有效应力为 100 kPa，直
到试样轴向位移的变化小于每天 0.1 mm 时，结束固
结。整个固结过程持续一个月，确保制成的重塑土样

是饱和的以及固结完成的。制备好重塑土试样为圆柱

型，高度为 70 mm，直径为 35 mm。文献[21]对制备好

的重塑试样进行了一维和三维的对比试验（固结试验

和三轴试验），结果表明制备的重塑试样均匀性较好。 

 

2  试验方案 
本文试验在 GDS动力三轴试验仪上进行，采用应

力控制加载方式，拟对超固结度为 4的重塑土样开展
一系列的不排水三轴动力试验，动力试验的加载形式

是双向对称加载，即土体承受拉压对称的循环荷载。

动偏应力的幅值的选取是按照循环应力比 Rc 来确定

的，循环应力比 Rc定义为动偏应力幅值 qcyc与重塑土

样静偏应力峰值 qmax的比值。qmax是由超固结度为 4
的重塑土样的不排水静三轴压缩试验得到，等于 194.5 
kPa。Merville黏土在压缩与拉伸状态下临界状态线由
正常固结重塑土的不排水静三轴剪切试验得到，临界

状态线的斜率Mc和 Me分别为 1.0和 0.97。 
本文动力试验中需要考虑时间效应的影响，因此

动力试验的频率不能太大，如 10 Hz， 这样频率下的
循环次数为 106次的动力试验不到两天就完成了。风、

波浪以及潮汐等荷载的频率普遍比较小，一般在 0.1 
Hz 以下。如果荷载频率按照 0.1 Hz来取，即循环加
载一个周期就需要 10 s，那么做完 106次循环加载就

需要超过 115 d的时间，这显然不符合室内试验的实
际情况。长时间试验的中途可能会出现断电、仪器故

障等情况，导致无法完成超大次数的动力试验。因此，

本文选取的频率为 1 Hz，动力试验需要 13 d左右完
成，这既满足了室内试验的实际情况，也能观测时间

效应对黏土的长期动力特性的影响。 
所有试样在不排水动力试验前都进行了反压饱

和，反压力为 400 kPa，孔压系数 B值都在 0.96以上。
反压饱和后，对试样进行等向固结，为得到超固结度

为四的重塑土样，试样先在较高的有效固结压力 (400 
kPa)下进行等向固结，然后将有效固结压力减小到 100 
kPa 下进行等向固结，从而得到相应的超固结土样。
本文制备重塑土样的所用的黏土取自地下 5～11 m，
其实际受到的竖直土压力在74～133 kPa，而且文献[19]

指出该黏土的静止土压力系数（K0）的值在 0.9～1.1
之间。因此，基于上述该黏土的实际应力状态，本文

在开展的动力室内试验中，选取了有效固结压力为

100 kPa，K0值为 1.0。固结完成后，在不排水条件下
进行动力试验。试验过程中，在试样底部有传感器对

孔隙水压力进行测量。 

3  试验结果与分析 
3.1  动力试验结果 

制备的重塑土试样为超固结试样，超固结度等于

4，试验施加的动力荷载及动力试验结束时的循环加载
次数如表 1所示。
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图 1 不同循环应力比下超固结比为 4的重塑土不排水动力三轴试验结果 

Fig. 1 Results of undrained triaxial cyclic tests on specimens with OCR=4 under different cyclic stress ratios from 0.11 to 0.52 
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图 2 不同循环应力比下的轴应变与循环加载次数的关系 

Fig. 2 Axial strain versus number of cycles under different cyclic stress ratios from 0.11 to 0.52 

 

图 3 不同循环应力比下的孔隙水压力与循环加载次数的关系 

Fig. 3 Excess pore pressure versus number of cycles under different cyclic stress ratios from 0.11 to 0.52 

表 1 中需要说明的是，除了 Rc=0.52 的试验是由
于试样明显破坏而在循环次数为 104次时停止，其他

试验试样在循环次数达到 106 次以后并没有明显破

坏。由于动力荷载的频率是 1 Hz，因此循环荷载次数
就是以秒为单位的加载时间，每个 106次动力试验的

时间都在 13 d左右。 
由于超大次数动力循环结果数据量大，选取了有

代表性的循环加载次数对应的的动力试验结果，如图

1所示。在低循环应力比情况下（如 Rc=0.11，0.22），
动应力路径没有到达压缩或拉伸的临界状态线（图 1

（a），（d）），当 Rc=0.48，0.52时，应力路径在压缩和
拉伸状态下均到达临界状态线（图 1（j），（m））。 

虽然在 Rc=0.48 的试验中，当循环次数超过 106

次后，没有观察到试样有结构上的破坏。但工程设计

中，循环加载下土体的应变有个破坏标准，当应变达

到这个标准时，就认为土体破坏了。 
动力试验研究中，对不同的土，判断试样的破坏的

应变标准不尽相同，应变幅值从为 2.5%到 20%，如文献
[15]中针对 Ariake 黏土建议峰–峰双幅轴应变达到 5%
时，试样发生破坏；文献[15]中针对 Itsukaichi黏土建议
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峰-峰双幅轴应变达到 10%或者累积应变峰值达到 10%
时，试样就破坏；文献[10]中针对 Drammen黏土建议累
积剪应变达到 15%或者动剪应变达到 15%时，试样发生
破坏。 

表 1 重塑土样不排水动三轴压缩试验汇总 

Table 1 List of undrained triaxial cyclic tests on reconstituted  

.specimens of Merville clay 

试验编号 动偏应力
qcyc/kPa 

循环应力比 
Rc 

循环加载次数 
Ncyc 

CYC1 21.4 0.11 1026575 
CYC2 41.7 0.22 1060200 
CYC3 84.7 0.44 1051480 
CYC4 92.8 0.48 1050520 
CYC5 101.0 0.52 10000 

本文以Rc=0.48试验过程峰–峰双幅轴应变达到的最
大值（3.5%）作为应变破坏标准。从图 2可以观察到，
试样在循环次数达到 105次左右时发生破坏。在 Rc=0.52
的试验中，虽然循环次数达到 104次，但从图 1（m）中
可以观察到在循环次数在 6990 次左右时，动偏应力的
幅值就不能保持在 101.0 kPa了。随着循环次数的增加，
动偏应力一直在减小，试样已经破坏了。 
按照应变破坏标准，Rc=0.52的试验中在循环次数到

1200次左右时试样发生破坏。当 Rc=0.44时，在孔压最
大时，应力路径只是刚达到拉伸临界状态线（图 1（g）），
试样的双幅应变没有达到应变破坏标准，认为试样在动

力加载过程中没有破坏。 
试验结果表明，在相同的固结条件和围压作用下，

存在一个循环应力比门槛值，并定义为试样强度不会明

显降低而发生破坏的最大循环应力比。根据试验结果可

得本文 Merville 黏土的循环应力比门槛值在 0.44～0.48
之间。 
对图 1中循环应力比从 0.11～0.52的重塑土试样的

轴应变和孔隙水压力与循环加载次数的关系分别进行

整理，如图 2，3所示。并基于此，在 3.2节、3.3节部
分做深入分析。 
3.2  应变分析 

从图 2可以观察到，循环应力比越大，轴应变的
变化（压缩或拉伸）越明显。黏土的拉伸临界状态线

的斜率要小于压缩状态的，在施加对称循环荷载的情

况下，土样更容易拉伸破坏，如超固结度为四的

Drammen黏土[10]。本文在开始加载时，试样轴向应变

的拉、压应变幅值都随着循环次数的增大而增大，拉

应变增大的速度要大于压应变，但到随着循环次数的

继续增加后，拉应变幅值开始减小，压应变则继续增

大。即使是大循环应力比（Rc=0.48，0.52）的试样，
最终也是压缩破坏。 

图 4 动力试验结果 

Fig. 4 Results of undrained triaxial cyclic tests  

整理图 2 的试验结果，可以得到累积轴向应变
（ per

aε =（ max
aε + min

aε ） /2）和动轴向应变（ cyc
aε  = 

（ max
aε - min

aε ）/2）与循环加载次数的关系，如图 4所
示。其中， max

aε 代表每一次加载循环中轴应变的最大

值， min
aε 为每一次加载循环中轴应变的最小值。 
由图 2，4可知，相同循环次数下，循环应力比越

大，动轴向应变越大。在试验结束时，大多数的累积

应变是正的（除了 Rc=0.44的试样）。本文在循环次数
较小（104次以内）的情况下，黏土在对称循环加载下，

累积应变比动应变要小很多，随着循环次数的增加，

动应变越来越小。在循环应力比较小（Rc=0.11，0.22）
时，随着循环次数的增大，累积应变却由拉伸状态发

展到压缩，而且越来越大。 
3.3  孔隙水压力分析 

图 3为循环应力比从 0.11～0.52的 Merville黏土
重塑样的孔隙水压力与循环加载次数的关系图。从图

中可以观察到，循环应力比越大，孔隙水压力的幅值

越大。整理图 3 的结果，可以得到累积孔隙水压力
（ peru∆ =（ maxu∆ + minu∆ ）/2）和动孔隙水压力（ cycu∆ = 
（ maxu∆ - minu∆ ）/2）与循环加载次数的关系，如图 5
所示。其中， maxu∆ 代表每一次加载循环中孔隙水压

力的最大值， minu∆ 为每一次加载循环中孔隙水压力的

最小值。 
在循环次数较小时，所有的孔隙水压力都是一开

始增加，如同黏土的传统动力试验结果[1-8]。但在超大

循环次数后，孔隙水压力都不同程度的减少了，这与

黏土的一般动力试验中孔压的变化有很大的不同。在

认真检查仪器与试样后，排除了出现试样没有充分饱
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和、仪器漏水以及传感器故障等问题的可能。 
超大循环次数下试样累积轴向应变由拉伸向压缩

状态变化（除 Rc=0.44外），且越来越大；孔压越来越
小，且由正孔压降到负孔压；这些现象与黏土蠕变试

验结果[22]比较一致。可以认为虽然没有受到恒定的静

荷载，但由于循环加载时间比较长，在两周左右，上

述现象是由超固结土在剪胀条件下的时间效应引起

的。 

图 5 动力试验结果 

Fig. 5 Results of undrained triaxial cyclic tests 

图 6 Merville重塑土三轴不排水蠕变试验结果：轴应变和孔压 

随时间变化的曲线 

Fig. 6 Undrained triaxial creep tests on reconstituted specimen: 

evolutions of axial strain and excess pore pressure with creep time 

为验证上述想法，做了一个蠕变试验。重塑试样

的制备，饱和，固结过程以及试验所用的仪器都和动

力试验一样。在固结完成后，重塑土试样上施加 50 kPa
的偏应力，持续时间为 1 min，保持这个应力，得到
轴应变与孔隙水压力随蠕变时间的变化如图 6所示。
整个蠕变过程中轴应变一直在增加，孔压在初始变化

比较平稳，随着蠕变时间的增加，孔压一直在减小，

由初始的正孔压一直降到负孔压。 
因此有理由相信，对循环应力比小（Rc=0.11，0.22，

0.44）的试验，在动力加载初期，动力荷载的作用起
主要作用，轴应变与孔压的变化也符合一般黏土动力

试验的结果。随着循环加载次数的增加，即加载时间

的增加，虽然是对称循环加载，但加载过程中荷载表

现的既有动荷载部分，且一直在减小，表现在轴应变

与孔压的峰–峰幅值一直在减小，即动荷载表现的越来
越不明显；也有静压力部分，在动力加载过程中产生

蠕变效应。因此，在循环加载后期，轴向累积应变一

直在增加，且是由拉伸状态向压缩状态变化（除比较

大循环应力比 Rc=0.44以外），而孔压一直下降，且由
正孔压降到负的。这些都与不排水三轴蠕变试验结果

（图（6））一致。 

4  结    论 
本文为了研究超大次循环荷载下超固结黏土的不

排水动力特性，制备了超固结度为四的重塑土试样。根

据不排水三轴动力试验的结果，得到如下结论： 
（1）在对称循环荷载作用下，按照土体的应变破

坏标准，Merville黏土的超固结重塑土存在一个循环应
力比门槛值，在 0.44，0.48之间。小于门槛值的试验在
循环加载次数超过 106次后仍没有破坏。 
（2）在循环加载次数比较小（104次以内）的阶段，

试样的轴应变及孔压的变化与以往黏土动力试验结果

一致。而随着循环加载次数的增加，动轴向应变减小，

但累积轴向应变增加；孔压由平稳增长变化到持续减

小，且由正孔压降低到负孔压。 
（3）由于动力加载持续时间较长，超高循环次数

动力试验过程中的轴应变和孔压的变化与蠕变试验结

果比较一致。在循环加载后期，试验过程中有蠕变效应

产生。因此，超大循环次数下，本文的试验结果对在实

际工程中黏土长期循环荷载作用下动力特性研究具有

一定的参考价值。 
文中虽然采用具有超固结度为 4 的土样开展了室

内动力试验，但没有进行超固结度对黏土动力特性影响

的研究，后续研究工作中将开展不同超固结度下黏土的

动力试验。 
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软弱地层联络通道冻结法施工温度及位移场 
全程实测研究 
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摘  要：研究软弱地层联络通道冻结法施工的冻结温度场、解冻温度场、冻胀融沉发展规律，是解决其冻胀及工后融
沉预测与控制的前提。以软土隧道联络通道冻结法工程为背景，对冻结温度场、解冻温度场、地表变形、深层土体冻

胀融沉及温度变化规律等进行了全程实测，对冻结壁的形成及解冻全过程进行了分析。结果表明：冻结过程温度变化

规律可分为温度快速下降、降温减慢、降温速度加快、土体温度稳定、维护冻结等 5 个阶段。解冻期间，土体温度经
历快速回升、0℃附近稳定、温度持续回升 3个阶段。冻结圆柱交圈是产生迅速冻胀的临界时间点，冻胀主要发生在冻
结 18～45 d；联络通道解冻 15 d，部分土体温度达到 0℃附近，冻土进入相变阶段，因此应在 15 d后开始融沉跟踪注
浆；入土深度越大土体相变阶段持续时间越长，粉土融沉主要发生在解冻前 2个月，其完全解冻需要 100 d左右，此为
跟踪注浆至少应持续时间。深部土体温度、冻胀融沉位移均随深度增大呈线性递增。实测拱顶冻结壁处最大冻胀及融

沉位移分别是对应地表冻胀、融沉量的 3.6倍、4.9倍。地表冻胀融沉槽为联络通道中线两侧符合拟正态分布规律，其
影响范围约为隧道底部埋深的 1.2倍。 
关键词：联络通道；冻结法；冻结温度场；解冻温度场；深层土体冻胀融沉；全程实测  
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Whole range monitoring for temperature and displacement fields of                 
cross passage in soft soils by AGF 

YANG Ping1, CHEN Jin1, ZHANG Shang-gui2, WAN Chao-dong2 
(1. School of Civil Engineering, Nanjing Forestry University, Nanjing 210037, China; 2. China Railway 18th Bureau Group Co., Ltd., 

Tianjin 300222, China) 

Abstract: Studying the temperature fields of freeze-thaw and development laws of frost heave and thaw settlement in the 

construction of cross passage in soft soils by artificial ground freezing method (AGF) is the premise to solve the problem of frost 

heave and thaw settlement. Taking the construction of cross passage in soft soils by AFG as the engineering background, the 

variation rules of freeze-thaw temperature, ground surface deformation, frost heave and thaw settlement of the deep soils are 

monitored during the whole range, then the variations of temperature and deformation of the frozen wall are analyzed. The results 

show that the process of freezing can be divided into five stages by temperature: rapid drop of temperature, slow drop of 

temperature, accelerated drop of temperature, temperature stability and freezing maintenance. But during the thawing period, the 

variation of soil temperature can be divided into three stages: rapid rise of temperature, temperature stability around 0℃ and 

sustainable rising. The frozen cylinder closed is the critical time to produce rapid frost heave, and frost heave mainly occurrs during 

18 to 45 days after the start of freezing. After thawing for 15 days, the temperature of soils partly reaches that close to 0℃, then 

comes into the phase transformation stage. Therefore, in order to control the thaw settlement, tracing compensation grouting should 

be taken after 15 days from the starting of thawing. The soil phase transition process lasts longer as the soil is deeper. The thawing 

settlement of silt mainly occurs in the first two months since thawing, and it completely thaws for about 100 days. This is also the 

minimum time that should be continued for tracking compensation grouting. The temperature and displacement of frost heave and 

thaw settlement in deep soils increase linearly with the increasing 

depth. The maximum 
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displacement of frost heave and thaw settlement at the dome of frozen wall are respectively 3.6 times and 4.9 times those of ground 

surface. The frost heave and thaw settlement slots of the ground surface are vertical to the center line of the cross passage, and both 

sides are in line with the normal distribution. The influence range is about 1.2 times the depth of the bottom of the tunnel. 

Key words: cross passage; freezing method; freezing temperature field; thawing temperature field; frost heave and thaw 

settlement of deep soil; whole range monitoring 

0  引    言 
冻结法因其具有止水性、较高冻土强度和对复杂

地层适应性等特点，已成为地铁联络通道的主要施工

方法，但软弱地层中冻胀及工后融沉预测与控制问题

仍未得到很好解决，时有发生营运期间融沉过大而影

响正常运营事件。 
不少学者对冻结法施工联络通道进行了研究，在

冻结温度场、位移场实测研究方面，胡向东等[1]通过

对不同位置，不同深度的实测分析，探究了管片散热

对冻结壁的影响；岳丰田[2]对江底联络通道冻结工程

冻结期间的盐水温度、冻土温度、冻胀压力、隧道变

形进行了实测。覃伟等[3]对南京某超长联络通道冻结

效果进行分析，提出超长联络通道宜采用两条隧道分

别安放冻结站进行冻结施工。 
有关冻胀融沉的试验研究，目前主要涉及土层冻

胀融沉特性研究较多，严晗等[4]通过室内试验，控制

不同初始含水率、荷载条件、干密度、冻融次数，研

究了粉砂经反复冻胀、融沉后的物理力学特性及温度

变化规律；王效宾等[5]、张海银等[6]通过试验，分别

研究了不同土质在不同冻结温度下融沉特性，分析了

含水率、干密度对冻土融沉的影响；Klas Hansson等[7]

通过室内模型试验研究了不同参数对冻土冻胀的影

响。Muto Y等[8]保持温度恒定，通过观察冻结锋面微

观结构研究土体的冻胀。而有关冻结温度场试验研究

主要以模型试验方法为主，吴海燕等[9]对固定冻融界

面、变化冻融界面两种情况下冻融界面处温度场进行

了分析；程桦等[10]以广州地铁 3号线为背景，利用模
型试验的方法研究了冻结法施工联络通道温度场、湿

度场及力学场；胡向东等[11]通过物理模型试验探究了

管幕钢管内部布置“圆形主力冻结管”、“异形加强冻

结管”和“升温盐水限位管”3 种特殊管路冻结方案
的可行性。 
另外，不少学者使用 FLAC、ANSYS、ADINA

等有限元软件对联络通道冻结法施工及开挖期间

土体的温度场、位移场以及应力场进行了较多分析研

究[12-15]。 
综上，尽管前人做了不少研究，有关冻结温度场

及冻胀融沉变形研究无论是实测、模型试验，还是数

值模拟研究均取得了不少成果，但从冻结到完全解冻

全过程的温度及位移变化规律，特别是深层土层冻胀

融沉与温度发展的实测全过程变化规律尚缺乏研究。

而研究软弱地层联络通道冻结法施工冻结温度场，特

别是解冻温度场与深部土体冻胀融沉实际发展规律，

是优化工后融沉注浆，解决其工后融沉预测与控制的

前提，为此以苏州市轨道交通 2号延伸线月亮湾站—
松涛街站区间联络通道为工程背景开展了冻结全过程

土体温度、深层土体冻胀融沉位移、地表变形的实测

与研究，旨在通过实测研究取得丰富可信数据，为优

化注浆工艺，解决工后融沉预测与控制问题提供有力

依据。

 
图 1 冻结孔、测温孔布置图 

Fig. 1 Layout of measuring points in soils for freezing and temperature holes 
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1  工程概况 
苏州轨道交通 2号延伸线月亮湾站—松涛街站区

间联络通道及泵房，通道中心线间距 13.00 m，隧道
中心高程左（右）行线-16.541 m（-16.543 m），地
面标高+3.09 m，隧道底部埋深 24.8 m。隧道直径 6200 
mm，管片厚度 350 mm。水平通道为直墙圆弧拱结构，
通道开挖轮廓高 5.25 m，宽 3.8 m，通道影响范围内
土层主要为③1黏土、③2粉质黏土、④1粉质黏土、
④2粉土、⑤2粉土夹粉砂。 

2  冻结加固方案及冻结参数 
2.1  冻结加固方案 

根据联络通道特点及所处地层特性，采用“隧道

内水平冻结加固土体、矿山法开挖构筑”的施工方案。

依据以往工程经验及规范要求，为保证冻结壁厚度达

到设计要求 1.8 m，冻结孔按上仰、水平、下俯 3 种
角度布置，拱顶及喇叭口处冻结效果较差区域采用双

排孔布置方式，共布置冻结孔 66个（左线 53个，右
线 13个），其中左线 4个为对穿冻结孔，孔号为 D21～
D23）。地层条件及冻结孔布置如图 1所示。 
2.2  冻结参数 

积极冻结期设计温度-28℃以下，维护冻结期温度
为-25℃～-28℃。积极冻结时间 45 d，维护冻结 25 d。
冻结帷幕设计参数如下：冻土帷幕平均温度-10℃；设
计取苏州地区-10℃粉土弹性模量和泊松比分别为
200 MPa和 0.3，抗压强度 4.4 MPa，抗剪强度指标黏
聚力 1.54 MPa，内摩擦角 6.04°[16]；设计取水平通道

外围冻土帷幕有效厚度 1.8 m，并利用有限元软件
ANSYS 核算冻结帷幕承载力后得出：设计采用冻结
帷幕厚度 1.8 m，平均温度-10℃能够满足施工要求。 

3  实测内容与测点布置 
3.1  测温孔布置 

为掌握冻结温度场和解冻温度场发展规律，在上、

下行隧道联络通道洞口两侧布置 11个测温孔，其中冻
结站一侧布 3 个测温孔 C1、C2、C3，冻结站对侧布
置 8个测温孔 C4～C11。集水井内测点 C11位于粉土
夹粉砂土层中，其余测点均处于粉土层，为研究冻结

壁完整断面上的温度分布规律，在 C6、C9 之间补充
设置测点 C7、C8，测温孔位置如图 1。因管片与土交
界面是冻结薄弱处，各测孔第一个测点均设置在管片

与土交界面附近，其余各点沿孔深均匀分布于孔中。

具体为，C10孔深（含管片厚度部分）3.5 m，分别在
入土 0.1，1.65，3.15 m深度处布设 3个测温点；C11
孔深 4.5 m，分别在入土 0.1，1.65，3.05，4.05 m深

度处布设 4个测温点；C6~C9孔深 3 m，分别在入土
0.15，0.98，1.82，2.65 m深度处布置 4个测点；其余
测温孔孔深均为 2 m，分别在入土 0.1，0.85，1.65 m
深度处布置 3个测温点。各孔内测温点编号由管片处
到土体内部依次为 Ci-1、Ci-2……（i=1～11），见图 2。 

图 2 测孔内测温点布置示意图 

Fig. 2 Layout of measuring points in temperature monitoring 

3.2  深层土体温度、位移测点布置 

联络通道顶部覆土厚 17.2 m，设计冻结壁厚 1.8 
m。为了实测不同深度处深层土体温度与冻胀融沉变
化规律，在联络通道轴线处和轴线外侧 3.3 m地表分
设 2个分层沉降孔 F1，F2，图 3（a）。为使沉降孔与
最近冻结管保持安全距离，并能使沉降孔底部尽量深

入冻结壁，F1孔从联络通道拱顶距冻结管 0.1 m（深
入冻结壁 0.85 m）处至地表 16.2 m深度范围内设置 5
个测点，分别为 F1-1～F1-5；F2孔从联络通道拱顶与
直墙连接处（深入冻结壁 0.7 m）至其以上的 8 m深
度范围内设置 5个测点，分别为 F2-1～F2-5。具体分
层沉降孔孔位及测点如图 3（b）所示。 
为研究冻结和解冻过程中冻结壁外侧土体温度场

变化规律，在每个深层土体垂直位移孔内的设计冻结

壁内侧、冻结壁界面及冻结壁外侧设置测温点，对冻

结壁内、外深层土体温度进行监测。F1测孔布置 3个
测温点，J1-1～J1-3，F2测孔内布置 4个测点，J2-1～
J2-4，测点布置如图 3（c）所示。 
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图 3 深层位移及温度测点布置图 

Fig. 3 Layout of displacement and temperature monitoring holes  

in deep soils 

3.3  地表沉降点布置 

为掌握联络通道施工全过程中冻结区域影响范围

内地表变形，在靠近冻结区域联络通道中线两侧布置

地表沉降点，联络通道顶部埋深 17.2 m，底部埋深
22.5 m。参看盾构推进地表沉降范围研究成果[16]，将

联络通道底部向上按 45°角延伸至地面确定实测布
点范围，在联络通道中线及向隧道轴线方向各 24 m
范围内布置地表沉降点，测点布置如图 4所示。 

图 4 联络通道地表沉降监测点布置 

Fig. 4 Layout of ground surface settlement monitoring points of  

.connected aisle  

4  冻结温度场实测分析 
4.1  盐水温度实测分析 

工程于 2015年 2月 4日开机冻结，去回路盐水干
管测温点监测结果如图 5所示。 

图 5 盐水去回路温度及去回路温差曲线 

Fig. 5 Curves of temperatures of salty water in freezing pipe and 

temperature difference between feeding and returning brines 

数据表明：盐水去回路温度变化大致可分为 3个
阶段：第一阶段，盐水温度快速下降阶段，平均降温

速率为 0.71℃/d，去回路温度相差较大，冻结开始时
温差达到 2.1℃，随时间推移，以后去回路温差逐渐缩
小，此阶段持续 22 d左右；第二阶段，冻结 22 d后，
冷冻机温度持续保持在-28℃～29℃左右，此时，去回
路温差基本稳定在 0.8℃以下，说明土体温度降低幅度
减小，冻结壁形成效果较好，此阶段持续约 23 d；第
三阶段为维护冻结期，联络通道开挖后，维护冻结期

间盐水温度保持在-26℃～-27℃左右，去回路温差仍
然保持在 0.8℃以内。 
4.2  土体温度实测分析 

在联络通道冻结、开挖施工及解冻过程中，为了

获得同一界面上冻结壁温度发展及分布规律，以处于

冻结壁同一界面上 C6～C9 测孔为例，测点温度随时
间变化如图 6～9所示，图中测点编号由管片处到土体
内部依次为 Ci-1～Ci-4。 

图 6 C6测温孔测点温度与时间的关系 

Fig. 6 Correlation between the temperature in temperature hole C6  

and time 

 

图 7 C7测温孔测点温度与时间的关系 

Fig. 7 Correlation between temperature in temperature hole C7  

and time 

（1）冻结阶段 
冻结期间，各测点温度变化趋势大致相同，按温

度变化规律可将冻结期间测温孔的温度变化分为 5个
阶段（图 6）。由图可知，积极冻结阶段 1，由于地层
温度高，盐水与地层温差大，测温孔温度变化较快，

并随温度降低，温差逐渐缩小，降温速率也逐渐减小，
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该阶段持续 12 d左右，平均降温为 1.16℃/d；积极冻
结阶段 2，测温孔温度接近 0℃，由于水潜热影响，导
致土体温度降低变缓，该阶段持续约 8 d，平均降温速
率为 0.39℃/d，冻结管周围冻结圆柱逐渐交圈形成冻
结壁，在此阶段，冻结壁以较快速度发展，冻结壁厚

度逐渐增大；积极冻结阶段 3，测温孔测点温度低于  
0℃后，水结冰潜热完成，温度降低速度又开始加快，
土体温度继续下降，当冻结壁发展接近设计厚度，发

展速度逐渐减缓，该阶段持续约 18 d左右，平均降温
速率 0.63℃/d；积极冻结阶段 4，去回路盐水温度差小
于 1℃，热交换达到基本平衡，土体温度下降趋于平缓，
冻结壁达到设计厚度，平均降温速率为 0.26℃/d；维护
冻结阶段 5，联络通道开挖，由于施工影响，测温孔
温度不再是平稳下降，靠近开挖面一侧冻结壁内测温

孔温度受开挖面暴露空气对流的影响，联络通道从左

线开挖，测温孔 C6～C9 布置在右线隧道中，分析数
据可知，4 个测孔中最深处测点（C6-4）随开挖面暴
露，最先开始出现回升现象，之后，埋深较浅的测点

温度依次开始回升。 

图 8 C8测温孔测点温度与时间的关系 

Fig. 8 Correlation between temperature in temperature hole C8  

.and time 

 

图 9 C9测温孔测点温度与时间的关系 

Fig. 9 Correlation between temperature in temperature hole C9  

..and time 

整体来看，入土深度小的测点 Ci-1较入土深度大
的测点 Ci-4温度变化梯度小，冻结初期，入土深度小
的测点温度比入土深度大的测点温度低，而冻结壁形

成后，入土深度小的测点温度比入土深度大的略高，

这是由于管片表面空气对流散热，影响了靠近管片土

体的温度降低，因此距离管片越近的测点温度变化越

缓慢。 
C6，C7测温孔在冻结壁内侧，距离开挖面较近，

并且，由于施工误差导致冻结孔偏斜，C6测孔在开挖
5 d（冻结 50 d）时深入土体的一端露出冻土壁面，图
7明显可见，冻结 52 d后，由于测温孔露出壁面，C6-3，
C6-4测点温度明显上升，冻结 56 d，随着开挖面的推
进，C6-1，C6-2测点温度也开始大幅回升，而 C6-3，
C6-4测点由于逐渐远离开挖面温度变化趋于平缓，并
出现下降趋势。C7测温孔相比于 C6测温孔更靠近冻
结管，在联络通道开挖阶段出现了一定的温度回升（图

7），但幅度比 C6小。C8，C9测温孔在冻结管外侧，
距离开挖面较远，受开挖影响小，除管片处的测点

（C8-1，C9-1）温度有回升，其余各点温度基本未变。 
（2）冻结壁发展速度及温度分布规律 
测温孔 C6，C7，C8，C9温度到达 0℃的时间分

别为 21 d，7 d，10 d，22 d，由此可以计算出，冻结
壁发展至 C6，C7，C8，C9测点时，冻结壁发展速度
分别为 40.47，42.9，30.0，29.5 mm/d。可见，冻结壁
向内发展速度比向外快，究其原因为冻结壁内侧参与

热传导的土体范围小于外侧，且受顶部冻结管低温盐

水吸热的影响，两者叠加效应导致冻结壁向内发展速

度更快。C7，C8测孔与冻结管距离均为 30 cm，冻结
锋面发展到 C7 孔的速度是发展到 C8 孔速度的 1.43
倍，即冻结壁向内发展速度是向外的 1.43倍。 
分别取积极冻结、维护冻结期间 C6～C9 测温孔

C6-2～C9-2（入土深度 1.18m）处温度，根据冻结管
温度推算与 C6～C9 测孔同一平面上冻结孔轴面处温
度，绘制该断面温度分布如图 10所示。可见以冻结管
所在面为中心，向两侧土体温度逐渐升高。由于 C6
在冻结壁内侧，C6孔温度比 C9孔低，内侧冻结壁厚
度明显大于外侧，进一步证明了冻结壁向内发展速度

比向外快。随冻结天数增加，各点与冻结管轴面处温

差逐渐减小。 

图 10 积极冻结结束时 C6~C9断面温度分布 

Fig. 10 Distributions of temperatures on section of C6~C9 at the  

end of freezing process 
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（3）解冻阶段 
由图 7～9解冻阶段可见，不同入土深度的测点温

度变化规律不同，靠近管片测点（C7-1、C8-1）由于
受冻结结束时测温孔封孔水泥水化热和空气热交换效

应影响，解冻初期温度回升较快，停止冻结 4 d，温度
即回升到 0℃附近，并受水的潜热作用也不明显，土
体温度在 0℃附近维持 2 d便继续以较快速度回升。随
测点入土深度的增大，温度回升速度逐渐减缓，距离

管片较远的测温点 Ci-2、Ci-3、Ci-4（i=7，8，9），其
温度变化规律大致可分为 3个阶段：①温度快速上升
阶段。由于土体温度与外界温度相差较大，土体温度

快速回升，该阶段约 15 d。②土体相变阶段。土体温
度回升至-1℃左右时，温度变化明显减缓，当温度达
到 0℃附近时，一段时间维持不变。这是由于温度达
到 0℃附近，土中冰进入相变阶段，而相变需要吸收
大量热量。从图 7～9中曲线可以看出，不同深度处土
体相变持续时间不同，靠冻结管越近、距离管片越远

的点相变阶段持续时间越长，如 C9-2持续时间 13 d，
而 C8-4持续时间 51 d。③继续升温阶段。土体温度升
至正温后，温度变化幅度突然变大，且随着温度的逐

渐升高，升温速度又逐渐减缓。 
4.3  拱顶以上冻结壁内外深层土体温度、位移分析 

通过地表钻孔对深层土体进行温度及位移实测，

结果如图 11～14所示。 

图 11 F1沉降孔不同深度处温度变化 

Fig. 11 Variation of temperatures in deep soil settlement hole F1 at  

.different depths 

从图 11～12中可知，距冻结管越近测点（J1-1）
温度变化越快，J1-1进入冻结壁内 0.85 m；J1-2在设
计冻结壁边缘附近，温度变化趋势大致与点J1-1相同，
冻结前 18 d温度下降较快，之后温度仍继续降低，但
降低幅度明显减弱，这与测温孔温度变化趋势相吻合，

结合测温孔数据可以表明，冻结壁发展较快，进入维

护冻结期该点温度达到-16.9℃，说明实际冻结壁厚度
已远远超过设计厚度 1.8 m；J1-3 测点位于设计冻结
壁以外 0.95 m，由于距离冻结区域较远，从冻结初期
开始，该点温度持续以较小的幅度下降，进入维护冻

结期降温更慢，开挖时该点温度为 2.4℃。 

图 12 F2沉降孔不同深度处温度变化 

Fig. 12 Variation of temperatures deep soil settlement hole F2 at  

different depths 

图 13 F1分层沉降孔冻胀融沉位移变化 

Fig. 13 Variation of displacement in deep soil settlement hole F1 at 

 different depths 

图 14 F2分层沉降孔冻胀融沉位移变化 

Fig. 14 Variation of displacement in deep soil settlement hole F2 at  

.different depths 

从图可知，维护冻结期间，由于盐水温度比积极

冻结期间略有回升，且受联络通道开挖施工影响，F1、
F2孔最深处测温点 J1-1、J2-1温度有所回升，由于 J1-1
点距冻结管更近，因此受影响较测点 J2-1明显，最大
回升 3.3℃，之后随继续冻结，测点温度又有所下降。
冻结壁边界处测点J2-2温度在维护冻结期间并无明显
变化，这说明，维护冻结期间盐水温度适当增加 3℃
左右，对设计冻结壁有效边界处温度没有影响，能够

维持冻结壁的有效厚度与温度。其余测温点在此阶段
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由于距冻结管较远，且温度相对较高，受周边低温区

的影响在维护冻结期间，仍有温度下降，但下降趋势

明显减缓。 
从图 13～14中可见，冻结开始前 18 d，由于此时

冻结圆柱尚未交圈，各深层土体点的位移变化并不明

显，且冻结前 5 d，几乎没有产生位移，冻结 5 d后，
分层沉降孔最下部的点开始产生冻胀位移，上部测点

随后逐渐开始位移。这说明，土体冻胀效应的影响范

围是逐渐扩大的，随着冻结时间延长，冻胀区域也逐

渐变大。冻结 18 d后，此时，冻结圆柱已经交圈，沉
降孔各点位移变化速度明显加快，土体冻胀向上部释

放，联络通道上部土体位移变化明显增大，因此冻结

圆柱交圈是产生快速冻胀的临界时间点。土体冻胀主

要发生在冻结 18～45 d的积极冻结期，冻结 45 d后，
土体冻胀速率有所减缓。 
从图 13，14中不难看出，此阶段，联络通道上方

深层土体位移变化量很小，这也进一步说明冻结壁已

经形成较大厚度的整体，冻结壁发展速度缓慢，且联

络通道开挖施工并没影响冻结壁上部土体位移，说明

冻结壁强度较高，能够承受外部土压力，而受开挖的

影响小。 
停机解冻期间，由于测点 J1-3，J2-3，J2-4 距离

冻结区域较远，冷冻机停机时土体温度仍未达到 0℃，
停机后，该区域土体温度以较慢的速度回升；停冻时，

距冻结管较近的冻结壁内测点 J1-1，J1-2，J2-1，J2-2
温度均较低，解冻前 15 d温度回升较快，但由于冻土
尚未解冻，融沉变形很小。解冻 15 d后，土体温度接
近 0℃，温度变化速度明显降低，因水的潜热影响，
土体温度保持在 0℃附近，冻结壁开始解冻，土体出
现较为明显的下沉，因此融沉跟踪注浆应该在 15 d后
即开始进行。解冻 100 d，土体温度到达 0℃以上，并
逐渐上升，此时，土体变形已基本稳定，基本没有沉

降，说明融沉基本完成，因此工程中粉土融沉基本稳

定最少需要 100 d。 
图 15，16表明，冻胀融沉量均随深度近似呈线性

增大且 F1，F2孔在同一深度位置的差值也逐渐增大。
距冻结区域越近冻胀融沉量越大，联络通道中线处 F1
孔比联络通道侧边 F2 孔的位移变化大，最大冻胀量
相差 3 mm。当冻胀融沉位移传递至地表时，引起的
地表变形很小，测孔最深处冻胀量及融沉量分别 22.5，
18.5 mm是相应位置地表变形的 3.6倍、4.9倍。 
4.4  地表沉降实测分析 

DB02-09测点破坏，无测量数据。地表沉降监测
点自冻结孔钻孔施工开始测量，至联络通道施工完成

后 6个月结束。实测结果见图 17。 
从图中可知，冻结孔施工 28 d，由于钻孔期间部

分水土流出，导致地表产生沉降变形，但量不大，最

大沉降发生在 DB1-5 点，仅 4.8 mm。冻结开始后，
初期由于土体还未冻结，地表变形很小，此过程持续

5 d左右，随着土体温度下降，从冻结第 6～18 d，土
体开始冻结，但冻结圆柱并未交圈，变形量较小，冻

结前 18 d冻胀速率为 0.02 mm/d。冻结 18 d后，土体
开始产生明显的膨胀变形，并引起地表隆起，土体冻

胀变形以较快速度发展，平均冻胀速率 0.18 mm/d。
维护冻结期间，由于温度惯性，冻结壁还在缓慢扩展，

土体继续发生冻胀变形，但变化速度较小，冻胀速率

仅为 0.03 mm/d。在整个冻结期间，由于土体冻胀引
起的地表变形不大，最大变形量为 DB01-05 点 7.3 
mm。为防止融沉造成较大影响，停止冻结 16 d后开
始进行了工后注浆，由于及时跟踪注浆，融沉变形不

大，最大融沉量仅有 3.7 mm。解冻 100 d后，地表变
形基本趋于稳定。 

图 15 F1，F2测孔各测点最大冻胀 

Fig. 15 Curves of maximum frost heaving at each measuring point  

.in monitoring holes F1 and F2 

图 16 F1，F2测孔各测点最大融沉 

Fig. 16 Curves of maximum thawing at each measuring point in  

monitoring holes F1 and F2 
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图 17 地表竖向位移与时间的关系 

Fig. 17 Correlation between vertical displacement of ground  

.surface and time 

图 18 垂直于联络通道断面地表最终冻胀分布 

Fig. 18 Distributions of final frost heaving of ground surface on  

section perpendicular to connected aisle 

图 19 垂直于联络通道断面地表最终融沉分布 

Fig. 19 Distributions of final thawing of ground surface on section  

perpendicular to connected aisle 

地表变形各测点最大冻胀、最大融沉如图 18，19，
不同位置测点，位移变化并不相同，这与测点距离联

络通道位置远近以及冻结孔布置情况有关。距离冻结

区域越近，处在冻结管布置较为密集位置的测点，沉

降越大。联络通道中线及两侧各 2 m处均位于冻结壁
范围内，位移变化较大，且由于中线处冻结管布置密

集，因此冻胀产生的地表位移以联络通道中线位置处

最大，往两侧逐渐衰减。Peck[14]提出盾构隧道地面沉

降槽呈拟正态分布，横向地面沉降估算公式为 
2 2

max( ) exp[ / 2( )]s x s x i= −   。       (1) 
式中  x为距隧道轴线横向水平距离；s(x)为 x位置处
的地面沉降量；smax为隧道轴线上方最大地面沉降量；

i 为地面沉降槽宽度系数，即沉降槽曲线拐点离隧道
轴线的水平距离。 
与盾构隧道地面沉降类似，将由于冻胀引起的地

表沉降槽曲线看作拟正态分布。依据 Peck 公式拟合
DB01-01～DB01-09沉降槽曲线，当 i取 10.4时，s(x)
曲线如图 18，可以看出，实测值与拟合曲线相似并接
近。若按 Peck提出的算法，沉降槽影响范围为 5i，即
距离隧道中线 2.5i（26 m）处地面沉降为 0 mm，计算
得出 s（26）=0.33 mm，也有学者认为地面沉降槽宽
度可取 6i，即离轴线 3i（31.2 m）处地面沉降为       
0 mm[15]，此时 s（31.2）=0.08 mm，此时可近似为“0”。
可见，取后者（31.2 m）为沉降槽影响宽度更为合适。
因此人工冻结联络通道地表冻胀影响范围为隧道底部

冻结壁埋深 26.6 m的 1.2倍。 

5  结    论 
通过对联络通道冻结法施工温度及位移场全程实

测与分析，获得如下主要结论： 
（1）冻结期间，各测点温度变化趋势大致相同，

可分为 5个阶段，冻结壁向内发展速度是向外发展速
度的 1.43倍。 
（2）解冻期间温度变化为 3个阶段，解冻 15 d，

部分冻土温度回升至 0℃，进入相变阶段，开始产生
融沉，因此融沉跟踪注浆应在 15 d后进行。粉土解冻
100 d，土体温度达 0℃以上，融沉基本完成，因此工
程中粉土融沉稳定最少需 100 d。 
（3）距离冻结区域越近的土体位移变化越大，冻

结初期冻胀位移变化较小，冻结圆柱交圈后，土体冻

胀明显加快，因此冻结圆柱交圈是产生迅速冻胀的临

界时间点，冻胀主要发生在冻结圆柱交圈后。 
（4）联络通道拱顶以上土体越靠近冻结区域产生

的冻胀融沉位移越大，冻结圆柱交圈之前，深层土体

位移变化量较小，之后位移变化明显加快。停机 15 d
内融沉变形较小，之后随时间推移，土体的融沉变形

量持续增大。 
（5）获得了深层土体沿竖向位移变化规律，从深

层至浅层其冻胀融沉量基本呈线性增大，拱顶冻结壁

处最大冻胀及融沉位移分别是对应地表冻胀、融沉量

的 3.6倍、4.9倍。 
（6）地表冻胀融沉槽为联络通道中线两侧符合拟

正态分布规律相似，其影响范围约为隧道底部埋深的

1.2倍。 
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后压浆桩增强效应作用机制及荷载沉降关系研究 
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摘  要：基于台州湾大桥及接线工程开展的 6个标段场地 10根大直径超长钻孔灌注桩现场静载荷试验结果，分析后压
浆桩的荷载传递特性，并在后压浆桩增强效应作用机制的基础上，采用双曲线函数的荷载传递模型，给出了后压浆桩

荷载沉降关系的计算方法，并确定了不同土层桩侧和桩端增强系数，最后通过工程实例验证了该方法的合理性。结果

表明，桩端压浆对桩端土体产生预压作用，使桩端阻力在竖向荷载作用下提前发挥，改善了桩端阻力与桩侧阻力发挥

的异步性和不协调性；后压浆桩是在浆液对桩端土的加固、桩端压浆的预压作用、压浆形成桩底扩大头及浆液上返对

桩侧加固四方面因素共同作用下显著增强桩端阻力和桩侧阻力，而忽略浆泡半径的影响或不考虑浆液上返段的作用都

不能很好的预测压浆桩的极限承载力。 
关键词：后压浆桩；增强效应；预压作用；荷载沉降关系；荷载传递法 
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Enhanced mechanism and load-settlement relationship of post-grouting piles 

DAI Guo-liang1, 2 , WAN Zhi-hui1, 2  
(1. Key Laboratory for RC and PRC Structure of the Ministry of Education, Nanjing 210096, China; 2. School of Civil Engineering, 

Southeast University, Nanjing 210096, China) 

Abstract: Based on the results of ten in-situ pile load tests of Taizhou Bay Bridge and its connecting projects in six different 

sites, the load transfer characteristics of grouted piles are analyzed. The hyperbolic load transfer function is used to calculate the 

load-settlement relationship of the grouted piles on the basis of the mechanism of strengthening effect. The improvement 

coefficients for side friction and tip resistance in different soil deposits are determined to account for the effect of grouting. 

Finally, case history is cited to demonstrate the validity of the method. The results indicate that the tip resistance of the grouted 

piles is mobilized before application of vertical load because of the preloading effect of soil beneath pile tip arising from tip 

grouting. Thus, the strain incompatibility between the tip resistance and the side friction of pile is improved. Moreover, the tip 

resistance and side friction of grouted piles will be significantly enhanced under the combined action of ground improvement of 

the soil beneath pile tip, preloading effect, enlarged tip area and the upward grout penetration along the pile side due to tip 

pressure grouting. However, ignoring the influence of grout bulb radius or grout climbing height may lead to an undesirable 

bearing capacity of the grouted piles. 

Key words: post-grouting pile; enhanced effect; preloading effect; load-settlement relationship; load transfer method 

0  引    言 
钻孔灌注桩是建筑桥梁最为普遍使用的基础形

式，因其选择灵活、施工不受季节限制、对环境污染

较小等优点，该基础形式应用越来越广泛[1]。但由于

钻孔灌注桩施工过程中对桩周土及桩端持力层的扰

动，并产生桩侧泥皮和桩端沉渣，从而影响桩身质量，

造成桩基承载力大大降低；同时桩端阻力和桩侧阻力

不能同时达到极限状态，造成钻孔灌注桩的竖向承载

力表现出较大的离散性。而桩端后压浆技术能有效地

消除上述的问题，改善桩基荷载传递特性，并增强桩

底土体和桩侧土体的强度和刚度，从而达到提高桩的

极限承载力。因此，近年来该技术得到了广泛的应用

与发展[2-7]。 
目前对桩端后压浆桩方面的研究仍处于初级阶
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段，主要原因是桩端后压浆受加固方式的多样性和地

质条件的复杂性等因素影响，造成桩端后压浆理论方

面研究滞后于工程实践应用。由于受限于研究手段及

现场实测数据，桩端压浆对桩端阻力、桩侧阻力发挥

情况尚缺乏深入的机理性探讨。考虑到后压浆桩的广

泛应用并对其设计提出了更高的要求，有必要进一步

深入分析后压浆桩的荷载传递特性，在此基础上研究

后压浆桩的荷载沉降关系有着重要的意义。 
因此，本文基于台州湾大桥及接线工程开展的 6

个标段场地 10 根大直径超长钻孔灌注桩现场静载荷
试验结果，分析后压浆桩的荷载传递特性，并在后压

浆桩增强效应作用机制的基础上，采用双曲线函数的

荷载传递模型，给出了后压浆桩荷载沉降关系的计算

方法，最后，通过工程试桩算例验证了本方法的合理

性。 

1  试桩概况及数据分析 
1.1  场地地质与试桩概况 

台州湾大桥及接线工程位于浙江中部沿海，北邻

浦坝港、南接隘顽湾，总路线长 102.24 km。该工程
地质条件较差，基岩埋深深、软弱层分布广泛且层厚

较厚，因此基础型式采用大直径超长钻孔灌注桩。为

了提高桩基承载力，优化设计桩长，节约工程造价，

该桩基工程采用桩端后压浆技术。 
根据试验场地地质钻探揭露，场地勘探深度 100 m

范围内主要为第四系全新统、上更新统和中更新统冲

积地层，试桩长度范围内分布的主要地层有淤泥质黏

土、淤泥质粉质黏土、黏土、粉质黏土、粉土及粉砂

土。各试验场地桩长范围内土层分布剖面图如图 1所
示。 

基于台州湾大桥及接线工程开展 6个标段场地 10
根大直径灌注桩静载荷试验，通过桩端后压浆桩与未

压浆桩现场实测结果对比进行分析，研究桩端后压浆

对桩基承载性状的影响规律。试桩采用回旋钻反循环

成孔工艺，桩身混凝土强度等级为 C30。桩端后压浆
浆液采用 P.O42.5普通硅酸盐水泥配制，水灰比为 0.4，
单根桩压浆水泥用量为 3.15～4.5 t，压浆压力为 2.8～
5.0 MPa。试桩采用直管法桩端压浆施工工艺，试桩均
在第一次静载荷试验结束后进行桩端压浆。试桩概况

如表 1所示。 
静载试验采用慢速维持荷载法，采用自平衡法双

荷载箱加载装置。荷载加卸载方法按照《基桩静载试

验自平衡法》（JT/T 738—2009）[8]。为研究桩端压浆

对桩基承载性能的影响，在场地土层内的桩身布置钢

筋应力计，每个断面在试桩桩身内的主筋上对称地焊

接 4个钢筋应力计。钢筋应力计的埋置应根据场地土
层的分布情况和桩长确定，具体布置情况如图 1所示。
在桩顶安装 2只位移传感器量测桩顶位移，上、下荷
载箱各安装 2只位移传感器量测上、下荷载箱的位移。 

图 1 试验场地土层分布剖面图及钢筋计布置图 

Fig. 1 Distribution profile of soil layers of test sites and shaft  

instrumentation 

表 1 试桩概况 

Table 1 Overview of test piles 
试验 
场地 桩号 桩径

/m 桩长/m桩端持力层 测试模式 

#45墩-#3 1.5 72.0 粉质黏土 压浆前、后 
08标段 #9墩-#1 1.5 57.0 粉质黏土 压浆前、后 

#3墩-#1 1.5 76.6 砾砂 压浆前、后 
11标段 #92墩-#0 1.5 79.0 粉质黏土 压浆前、后 
12标段 #11墩-#5 1.5 66.8 黏土 压浆前、后 

#45墩-#5 1.5 65.1 粉质黏土 压浆前、后 
13标段 #101墩-#5 1.5 97.7 粉质黏土 压浆前、后 

#32墩-#1 1.5 79.0 粉质黏土 压浆前、后 
14标段 #53墩-#0 1.5 78.0 粉砂 压浆前、后 
15标段 #7墩-#9 1.8 77.0 粉质黏土 压浆前、后 

1.2  试桩数据分析 

对于双荷载箱自平衡法试桩，桩身内须埋设两个

荷载箱，其直接焊接在钢筋笼上，各试桩荷载箱位置

详见表 2。利用布置在桩身不同位置的钢筋应力计测
试所得的数据可以间接获得桩身轴力，再根据桩身轴

力、桩身自重可以求得不同截面的桩侧阻力，而桩端

阻力可由下荷载箱向下荷载减去下段桩侧阻力求得。

此外，桩端位移可由下荷载箱向下位移减去下段桩的

桩身压缩量求得，而桩土相对位移可按下式计算： 
1

t
1 P P

( )
2

i
i i i

i
j

L P Ps s
E A

+

=

+
= − ∑   ，         (1) 

式中，si为第 i层土的桩土相对位移，st为荷载箱的向
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上（下）位移，Li为第 i层土的厚度，Pi为第 i层土上
部桩身轴力，Pi+1为第 i 层土下部桩身轴力，EP为桩

身弹性模量，AP为桩的截面积。 
因此对 10 根试桩压浆前后的现场试验结果进行

统计分析，得到了压浆前 77个、压浆后 92个桩端阻
力–桩端位移（qb，sb）数据点及压浆前 531个、压浆
后 615 个桩侧阻力–桩土相对位移（τ，s）数据点，
如图 2，3所示。 

表 2 试桩荷载箱位置 

Table 2 Position of load cells of test piles 

试验 

场地 
桩号 

上荷载箱距 

桩端距离/m 

下荷载箱距 

桩端距离/m 
#45墩-#3 22.0 2.0 

08标段 
#9墩-#1 18.0 2.0 
#3墩-#1 22.0 2.0 

11标段 
#92墩-#0 24.0 2.0 

12标段 #11墩-#5 22.0 2.0 
#45墩-#5 19.0 2.0 

13标段 
#101墩-#5 35.0 5.0 
#32墩-#1 26.0 3.0 

14标段 
#53墩-#0 21.0 2.0 

15标段 #7墩-#9 24.0 3.0 

从图 2可知，压浆前后的桩端阻力–桩端位移关
系采用双曲线模型都可以较好的拟合。试桩压浆前后

桩端阻力随桩端位移的变化形态大致相同，在相同的

桩端承载力作用下，压浆桩的桩端位移 bs′要明显小于
未压浆桩的桩端位移 sb，且较小的桩端位移就能发挥

较大的桩端阻力。由于桩端压力浆液对桩底土层、桩

底沉渣起到了渗透、压密、劈裂等作用，压浆桩的桩

端土初始刚度 bk ′要大于未压浆桩的桩端土初始刚度

bk ，因此压浆桩的端阻力值 bq′远大于未压浆桩的端阻
力值 bq ，压浆后桩端阻力增量值为 bq∆ ，说明桩端压

浆效果显著，对桩端承载特性产生明显影响。 

图 2 压浆前后实测和拟合的桩端阻力–桩端位移曲线 

Fig. 2 Measured and fitted curves of resistance-displacement of  

.pile tip before and after grouting 

从图 3可知，压浆前后的桩侧阻力–桩土相对位
移关系采用双曲线模型也达到了较好的拟合效果。由

于桩端压力浆液上返填充了桩与土、土与土接触面的

缺陷，有效地加固桩侧泥皮和桩侧土体，改善了桩侧

与土体的边界条件，从而提高了桩侧土的强度与刚度。

因此压浆桩的桩侧土初始刚度 sk ′要大于未压浆桩的
桩侧土初始刚度 ks，压浆桩的侧阻力值τ ′大于未压浆
桩的侧阻力值 τ，压浆后桩侧阻力增量值为 Δτ，表明
桩端压浆对桩的荷载传递特性会产生明显影响。 

图 3 压浆前后实测和拟合的桩侧阻力–桩土相对位移曲线 

Fig. 3 Measured and fitted curves of friction-relative displacement  

of pile side before and after grouting 

2  后压浆桩增强效应作用机制分析 
2.1  桩端后压浆的加固机理 

随着桩端后压浆技术的广泛应用，国内外许多学

者对桩端后压浆加固机理进行了探索研究，目前认为

采用桩端后压浆对桩基工程特性的加固作用主要表现

在压浆对桩端土体的加固作用[9-13]、浆液上返对桩侧

加固作用[10, 13-15]、压浆形成桩端扩大头[12-13]及桩端压

浆的预压作用[16-17]等 4个方面。结合上述桩端后压浆
对桩基承载性状的影响分析，并考虑试桩桩端持力层

土层的性质，对压浆加固机理进行分析。 
浆液对桩底土层的加固是后压浆桩最主要的加固

机理。浆液在压力作用下，对桩底土层、桩底沉渣及

桩底附近的桩周土体起到渗透、压密、劈裂等不同作

用，有效地加固桩底土层和沉渣，提高了桩底土层的

强度和刚度，从而提高桩端阻力。浆液在压力作用下

压入桩底，在桩底以球形方式扩散，或形成球状浆泡

挤密土体[12]。各试桩桩端持力层大部分为粉质黏土，

其注入性较差，因此考虑压密注浆加固机理。压力浆

液挤密土体形成球状浆泡结石体，从而增大了桩底面

积。由于高压注入的水泥浆液上返填充了桩土接触面

的缺陷，浆液固结后形成强度较高的水泥结石体，相

当于增大了桩身直径，并增大了桩侧剪切界面阻力和

粗糙度，有效地改善桩侧与土体的边界条件，提高了
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桩侧土的强度与刚度。此外，浆液上返会对桩周土体

挤密而造成土体水平向应力有较大的增加，对桩侧阻

力的提高有积极影响。桩端后压浆桩压浆和加载过程

受力机理图如图 4所示。 

图 4 桩端后压浆受力机理 

Fig. 4 Mechanism of pile tip grouting  

压力浆液压入桩底土体，将在桩底产生一个双向

压力，一方面对桩底土层、桩底沉渣及桩底附近的桩

周土体起到预压作用，同时，对桩底由下而上施加了

一个预应力，能使桩身微微上抬，在桩土界面处产生

负摩阻力[16, 18]（图 4（a））。压浆结束后，桩底会残留
部分压浆未能消散的压力，形成桩底残余应力。当桩

顶受到竖向荷载作用时，由下而上的预应力将承担部

分荷载，使桩端阻力提前参与作用，桩土界面处负摩

阻力逐渐转变为正摩阻力，同时，桩底土层及桩底附

近的桩周土体预先完成了一部分变形，也使桩端阻力

提前参与了作用[12, 16]（图 4（b））。因此，桩端后压浆
能有效地改善桩侧阻力和桩端阻力异步发挥的问题，

从而影响桩基的工程特性。  
2.2  后压浆桩增强效应作用机制 

根据上述桩端后压浆对桩基承载性状的影响及桩

端后压浆的加固机理分析，绘制桩端阻力、桩侧阻力

增强效应作用机制曲线，如图 5，6所示。 

图 5 桩端阻力增强效应作用机制 

Fig. 5 Mechanism of pile tip resistance improvement 

由图 5可知，曲线 OA表示压浆前桩端阻力–桩端
位移曲线，当压力浆液压入桩底土体时对桩端起到预

压作用，曲线 OB 部分表示桩端压浆过程。压浆结束

后，桩端压力逐渐消散，从点 B回弹至点 C时压力完
全消散。当桩顶受到上部结构荷载作用时，荷载传递

至桩端，桩端阻力随桩端位移的变化形态沿着曲线

CD（即 OE），在同一桩端承载力作用下，未压浆桩的
桩端位移 sb明显大于压浆桩的桩端位移 bs′，说明桩端
压浆后较小的桩端位移就能发挥较大的桩端阻力。桩

端压浆后，由于压力浆液对桩端土层的压密、劈裂等

作用，有效地加固桩端土层，提高了桩端土层的强度

和刚度，使桩端土的初始刚度从压浆前 kb增加至 bk ′，
从而压浆桩的端阻力相比未压浆桩的端阻力增加了

bq∆ ，进而改善了桩端承载性能。 

图 6 桩侧阻力增强效应作用机制 

Fig. 6 Mechanism of pile side friction improvement 

由图 6可知，双曲线 OA表示压浆前桩侧阻力–
桩土相对位移曲线，当桩端压力浆液压入桩底土体，

并对桩底由下而上施加了一个预应力，使桩土界面处

产生负摩阻力，曲线 OB 表示桩端压浆产生的负摩阻
力。压浆结束后，由于浆液压力逐渐消散，当完全消

散后桩土之间存在残余位移 Δsr。当桩顶受到竖向荷载

作用时，桩土界面处负摩阻力逐渐转变为正摩阻力，

桩侧阻力随桩土相对位移的变化形态沿着曲线 CD
（即 OE）。由于压力浆液上返改善了桩侧与土体的边
界条件，并形成强度较高的水泥结石体增大了桩身直

径，提高了桩侧土的强度与刚度，使桩侧土的初始刚

度从压浆前 ks增加至 sk ′，从而压浆桩的侧阻力相比未
压浆桩的侧阻力增加了 Δτ，进而对桩的荷载传递特性
产生了明显影响。 
综上所述，桩端后压浆对桩端土体产生预压作用，

能有效地减少桩端阻力发挥所需的位移，改善桩侧阻

力与桩端阻力发挥的异步性和不协调性，促进了端阻

力的发挥，从而降低了工作荷载作用下桩基的沉降。

因此，通过桩端后压浆技术可提高桩基承载力，并减

少桩基沉降量。 

3  后压浆桩荷载沉降关系研究 
3.1  后压浆桩极限承载力的设计方法 
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目前后压浆桩的研究主要是基于极限承载力的经

验设计方法，许多学者给出了后压浆桩承载力的经验

计算公式[9, 19-20]，现有规范所采用的方法也是在经验

提高系数基础上的极限承载力设计[21-23]。Mullins等[16]

提出了一种考虑注浆压力和端阻力提高系数之间相关

性的设计方法，在现场实测数据的基础上给出了后压

浆桩桩端承载力提高系数等值线图如图 7所示。考虑
到中外压浆工艺的差异性，为了验证该方法的适用性，

对台州湾大桥及接线工程 10根试桩进行分析，在允许
桩顶位移条件下得到的桩端阻力提高系数相应位置如

图 7所示。 

图 7 端阻力提高系数等值线 

Fig. 7 Contours of improvement coefficient of tip capacity 

从图 7 可以看出，采用 Mullins 给出的设计方法
计算得到的端阻力提高系数在 2.0～3.0之间，而实测
得到的提高系数在 1.77～3.63之间，并且各试桩计算
值与实测值均存在较大的误差，说明该设计方法不能

很好的预测后压浆桩的承载力。主要原因是 Mullins
选用的工程试桩为中短桩，桩端持力层为砂土，造成

了该方法的局限性；桩端压浆过程的复杂性和不确定

性，对桩端承载力造成了较大的离散性。此外，Mullins
设计方法忽略了桩端压浆形成扩大头的面积，并未考

虑压力浆液上返对桩侧阻力的提高，因此，仅考虑端

阻力的提高不能很好的预测后压浆桩的承载特性。 
3.2  荷载传递函数分析的迭代法 

（1）荷载传递函数 
由于上述经验设计方法不足以预测后压浆桩的承

载特性，因此研究后压浆桩荷载沉降关系有着重要的

意义。而荷载传递法在众多单桩承载力理论分析方法

中是目前应用最为广泛的方法，该方法考虑了桩土间

的非线性和土体的成层性并能准确地给出单桩荷载沉

降曲线，因此将荷载传递法推广到后压浆桩荷载沉降

关系中。 
在竖向荷载作用下，取桩身任一微单元进行分析，

由竖向静力平衡条件可得 
d ( ) ( )

d
P z u z

z
τ= −   。         (2) 

微单元产生的弹性压缩量为 

P P

( )d dP zs z
E A

= −   ，            (3) 

式中，P(z)为桩身深度为 z处的轴力，τ(z)为深度 z处
的桩侧摩阻力，u为桩身周长。 
由式（2）和式（3）可得桩身荷载传递微分方程： 

P P( )d ( ) ( )dP z P z uE A z sτ=   。      (4) 
根据前面分析可知，双曲线函数能较好地模拟桩

端桩侧荷载发挥特性，因此本文采用双曲线函数作为

荷载传递函数。由于桩端压力浆液有效地加固了桩底

沉渣、桩侧泥皮、桩底及桩侧土体，从而提高了端阻

力和侧阻力。桩端、桩侧初始刚度及端阻力、侧阻力

增强系数表达式如下。 
桩端、桩侧初始刚度的增强系数分别为 
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桩端阻力、桩侧阻力的增强系数分别为 
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由未压浆桩端阻力和侧阻力的荷载传递函数分别为 
b

b
b b b
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则压浆桩端阻力和侧阻力的荷载传递函数分别为 

   

b
b

b b b b b

s s s s
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s
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α β

τ
α β
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。

          (8) 

式中，ab，bb，as，bs分别表示桩端土和桩侧土的荷载

传递参数，ab，as 物理意义为双曲线初始切线刚度的

倒数，bb，bs物理意义为双曲线极限值的倒数。 
对桩端压浆后荷载传递模型作如下假定：①土体

为各向同性的均质体；②浆液为不可压缩、均质、各

向同性且非时变性黏性流体；③浆液在桩底以球形方

式扩散，或压密土体形成球状浆泡[12]；④浆液上返形

成的环形水泥浆脉呈均匀分布[14]，假设任意上返段高

度 h的水泥结石体厚度δ 相等，即δ (h)=δ 。 
考虑到桩端压浆过程中浆液上返对桩侧阻力增强

是有一定范围的，即浆液上返高度是在某一限值，如

图 8所示，浆液上返段 Lm（BC段）范围内对桩侧加
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固，而浆液未上返段 L-Lm（AC段）范围内对桩侧未
产生影响。因此对式（8），当 0≤z ≤L-Lm时，αs=1，

sβ =1；当 L-Lm ≤ z≤ L 时， sα ≥1， sβ ≥1。并考
虑浆液上返段水泥结石体的厚度δ ，则浆液上返段桩
身半径 Lr = 0r +δ 。压力浆液在桩底形成球状浆泡结石
体，浆泡结石体的半径为 rg，而浆泡半径 rg的增大，

将扩大桩底面积 Ag。 
将式（8）代入式（4）得 

P P
s s s s

( )d ( ) dsP z P z uE A s
a s bα β

′
=

′+
 。 (9) 

对式（9）进行积分得 
2

s s s s s
P P 12

s s s s s

( ) 2 ln 1
a bP z uE A s s C

b b a
β β α

α β

  ′ ′= − + +  
   

。

(10) 
式（10）即为后压浆桩桩身任意位置处轴力与桩

土相对位移的关系式。 

 

图 8 桩端压浆荷载传递模型 

Fig. 8 Load transfer model of pile tip grouting 

对浆液上返段 BC 段考虑桩端边界条件 P(z)|z=L= 

bP′，s|z=L= bs′得 
2

2 s s s s s
1 b L P L b b2

s s s s s

2 ln 1a bC P u E A s s
b b a
β β α

α β
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   

，

(11) 
g b

b
b b b b b

A s
P

a s bα β

′
′ =

′+
  ，

           
(12) 

式中，uL为浆液上返段桩身周长，AL为浆液上返段桩

的截面积，Ag为压浆桩桩端面积。 
对浆液未上返段 AC段考虑截面 C点处位移协调

的边界条件 P(z)|z=L-Lm=Pc，s|z= L-Lm=sc得 

2 c s s
1 c P P c2

s s s

2 ln 1s a bC P uE A s
b b a

  = − − +  
   

 ， (13) 

式中，Pc，sc分别截面 C点处的轴力、位移，可根据

BC段求解得到。 
（2）荷载传递函数的迭代求解 

对于成层土中计算单桩的荷载位移关系，将桩划

分为 n个分段，各分段长度可以相同也可以不相同，
按实际计算要求而定，但不同土层分界面需为桩的单

元分界面。通过假定不同的桩端位移值，就能得到不

同的桩顶荷载和桩顶位移，进而得到桩顶荷载位移的

关系曲线。 

图 9 桩的分段迭代计算原理示意图 

Fig. 9 Calculation of sub-iteration of pile 

后压浆桩荷载位移关系的迭代计算具体步骤如

下： 
（1）根据场地土层情况将桩划分为 n个分段，如

图 9所示。假定桩端位移 bs′，可根据式（12）计算出
对应的桩端承载力 bP′，即为第 n 分段底面的轴力
Pn+1= bP′，位移 sn+1= bs′。 
（2）按式（11）计算常数 C的值，再根据式（10）

考虑浆液上返水泥结石体厚度计算出第 n分段顶面的
轴力 Pn。 
（3）根据第 n分段顶面的轴力 Pn分别计算出第 

n 分段的弹性压缩量 Δsn=
1
2

( bP′ +Pn) ΔLn/EPAL和第 n 

分段顶面的桩身沉降量 sn= bs′ +Δsn。 
（4）对第 n 分段进行迭代计算，根据位移值 sn

和 bs′的平均值计算第 n 分段顶面的轴力，重复（2）
和（3）得到 nP′， ns′∆ ， ns′。 
（5）然后比较 ns′∆ 和 Δsn，若| ns′∆ - ns∆ |>ξ （其

中ξ =10-10），则重复（2）～（4），直至| ns′∆ - ns∆ |< ξ 。 
（6）按照上述步骤依次向上计算各分段，如果第

i分段在 BC段范围内，仍按式（11）计算常数 C的值，
再根据式（10）考虑浆液上返水泥结石体厚度计算该
分段顶面的轴力 Pi；如果第 i 分段在 AC 段范围内，
则按式（13）计算常数 C的值，再根据式（10）计算
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该分段顶面的轴力 Pi。重复（3）～（5）步骤，考虑
每个分段的荷载位移协调，直到桩的第 1分段，即可
求得各分段桩侧摩阻力和各分段顶面的桩身沉降量； 
（7）通过假定不同的 bs′值，重复（1）～（6）

步骤，就能得到不同的桩顶荷载 P1和桩顶位移 s1，进

而得到压浆桩桩顶荷载位移的关系曲线。 
3.3  荷载传递函数的参数取值 

荷载传递函数的参数取值对计算结果有着较大的

影响。在荷载传递函数计算过程中需要确定的参数包

括桩端土的荷载传递参数 ab，bb和桩侧每层土的荷载

传递参数 as，bs，桩端土初始刚度和每层土桩侧初始

刚度的增强系数 bα ， sα ，桩端阻力和每层土桩侧阻
力的增强系数 bβ ， sβ ，并考虑浆泡的半径 rg、浆液

上返高度 Lm和浆液上返段浆液结石体的厚度 δ。其中
荷载传递参数可通过现场静载荷试验得出，若没有实

测数据可按下式近似计算[24]： 

s
s

0 0

s
b

0 b

 
ln( / )

4
 

π (1 )

m

Gk
r r r

Gk
r ν

= 


=
− 

，

。

              (14) 

式中  Gs为桩侧（端）土层的剪切模量；r0为桩的半

径；rm为桩的影响半径，可近似计算：rm=2.5Lρ( s1 ν− )，
L 为桩长，ρ 为不均匀系数，表示桩身中部与桩端处
的土体剪切模量之比； sν ， bν 分别为桩侧、桩端土层
的泊松比。 

极限端阻力和极限侧阻力可通过与土体参数的经

验公式得到[25-26]；浆液上返高度可按《公路桥涵地基

与基础设计规范》（JTGD63—2007）规定取值[22]；水

泥结石体的厚度可根据工程经验取值[14]。浆泡半径可

按 Mullins 等[27]给出的范围 1.15r0～1.9r0进行取值，

也可以通过下式近似计算[28]： 

 1
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0
g

1 rr
rr r

1 1

rr

a I
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=
 

+ − 
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a2= cotc ϕ   ，                    (19) 

3
3(1 sin ) ( cot )

4sin
a q cϕ

ϕ
ϕ

+
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4
3(1 sin )
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a ϕ

ϕ
+

=   ，               (21) 

式中，Ir为刚度指标，Irr为修正刚度指标，a1，a2，a3，

a4为常数，E为土体的弹性模量，μ为土的泊松比，q
为土体的有效应力，c，φ分别为土的黏聚力和内摩擦
角，P为压浆压力。 
由于桩端压浆过程的复杂性和不确定性，对桩端

阻力、桩侧阻力增强系数造成较大的离散性，并且不

同土层的桩端阻力、桩侧阻力增强系数也是不同的。

为了能合理的给出桩端阻力、桩侧阻力增强系数的取

值，对台州湾大桥及接线工程 10根试桩压浆前后不同
土层端阻力和侧阻力变化进行统计分析，得到的不同

土层侧阻、端阻增强系数如表 3所示。 
表 3 不同土层侧阻、端阻增强系数 

Table 3 Improvement coefficients of side friction and tip resistance  

.for different soil types 

土层 淤泥质土 黏土 粉质黏土 粉土 粉砂 

αs 1.68 2.01 1.77 — 1.50 

βs 1.25 1.44 1.48 1.44 1.67 

αb — 1.64 2.37 — 2.46 

βb — 2.35 2.18 — 2.28 

4  工程实例分析 
为了验证本方法的合理性，选用台州湾大桥及接

线工程 08标段#45墩-#3试桩为算例。该试桩压浆水泥
用量为 4.5 t，压浆终止压力为 2.8 MPa，其桩长范围
内土层类型及基本参数见表 4。按照前述的荷载传递
函数迭代计算理论进行分析。根据现场静载荷试验得

出未压浆桩桩侧摩阻力和桩端阻力参数，所需的参数

如表 5所示。浆液上返高度 Lm取 12 m，水泥结石体
的厚度 δ取 5 cm，则浆液上返段桩身半径 Lr = 0r +0.05，
浆泡半径按式（15）计算得到 rg=1.16r0。 

表 4 试桩各土层物理力学参数 

Table 4 Parameters of soil layers for test piles 

土层名称 厚度 
/m 

w 
/% 

γ 
/(kN·m-3) 

c 
/kPa 

φ 
/(°) 

Es 
/MPa 

黏土 1.00 37.00 17.36 24.00 6.00 4.14 
淤泥质黏土 12.24 57.71 16.19 9.00 2.50 2.35 
淤泥  7.70 42.31 17.46 9.00 3.00 2.40 
粉土  4.60 25.01 19.03 13.00 25.80 7.56 
粉质黏土  4.90 32.21 18.25 29.00 7.30 3.39 
黏土 24.40 37.41 17.66 27.00 7.80 4.09 
粉质黏土  7.40 24.01 19.42 26.00 19.00 6.29 
粉质黏土  3.90 25.61 18.93 14.00 18.50 4.77 
黏土  3.86 38.21 17.46 31.00 8.60 3.80 
粉质黏土  2.00 27.51 18.84 37.00 17.60 6.45 

采用本文的荷载传递函数的迭代法，根据迭代计

算步骤，并考虑压浆对桩端土体的加固、桩端压浆的

预压作用、浆泡半径的影响及浆液上返对桩侧加固四

方面因素共同作用，不考虑浆泡半径的影响及不考虑
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浆液上返段作用的 3种情况，对试桩压浆后的荷载沉
降关系进行计算与分析，并将计算值与压浆后由自平

衡测试结果精确转换得到的等效转换值进行对比，如

图 10所示。 
表 5 未压浆桩侧阻和端阻参数 

Table 5 Parameters of side friction and tip resistance for ungrouted  

.piles 

土层名称 厚度/m as/(mm·kPa-1) bs/kPa-1 
黏土  1.00 0.0940 0.0268 

淤泥质黏土 12.24 0.1785 0.0336 
淤泥  7.70 0.1452 0.0323 
粉土  4.60 0.0708 0.0211 
粉质黏土  4.90 0.0927 0.0224 
黏土 24.40 0.0486 0.0208 
粉质黏土  7.40 0.0150 0.0180 
粉质黏土  3.90 0.0115 0.0169 
黏土  3.86 0.0098 0.0156 
粉质黏土  2.00 0.0412 0.0142 
ab=0.134×10-2 mm·kPa-1 bb=0.0406×10-2 kPa-1 

由图 10可知，后压浆桩考虑四方面因素共同作用
计算得到的荷载沉降曲线与压浆后等效转换曲线在达

到极限承载力时更为接近，而忽略浆泡半径的影响或

不考虑浆液上返段的作用都不能很好的预测压浆桩的

极限承载力。压浆桩等效转换得到的极限承载力为

26749 kN，相应桩顶位移为 46.98 mm，则在相同桩顶
极限位移下 3种情况计算得到的极限承载力相对误差
分别为 0.53%，8.56%，5.81%。 

图 10 后压浆桩荷载沉降关系计算值与等效转换值对比 

Fig. 10 Comparison between calculated and equivalent conversion 

.load-settlement behavior of grouted piles 

为了进一步说明本文方法的适用性，以台州湾大

桥及接线工程中箬横 1号高架桥试桩为工程实例进行
计算与对比分析。该工程位于台州市箬横镇，全长

4399 m，基础型式亦采用大直径超长钻孔灌注桩，同
时采用桩端后压浆施工工艺。其中试桩 SZ04 桩径为
1500 mm，桩长为 82 m，桩身混凝土强度等级为 C30，
桩端后压浆浆液采用 P.O42.5 普通硅酸盐水泥配制，

水灰比为 0.4，单根桩压浆水泥用量为 2.8 t，压浆终
止压力为 3.2 MPa。 
试桩 SZ04 现场静载荷试验场地勘探深度 100 m

范围内除浅层分布杂填土以外，主要土层为粉质黏土

和黏土，其桩长范围内土层类型及基本参数详见表 6。
通过未压浆桩 SZ04 现场静载荷试验得出本文方法所
需的桩侧摩阻力和桩端阻力参数如表 7所示。同时浆
液上返高度 Lm取 12 m，水泥结石体的厚度 δ取 5 cm，
则浆液上返段桩身半径 rL=r0+0.05，浆泡半径按式
（15）计算得到 rg=1.207r0。 

表 6 试桩 SZ04各土层物理力学参数 

Table 6 Parameters of soil layers for test pile SZ04 

土层名称 
厚度 

/m 

w 

/% 

γ 

/(kN·m-3) 

c 

/kPa 

φ 

/(°) 

Es 

/MPa 

粉质黏土  1.82 24.20  19.42  46.00 13.00 6.54  

淤泥质黏土 24.00 49.50  16.48  10.00 3.50  1.92  

黏土  8.00 44.80  17.36  27.00 6.50  3.40  

粉质黏土 19.68 30.20  18.15  28.00 10.50 3.82  

粉质黏土  4.22 31.20  18.44  34.00 18.70 4.87  

粉质黏土  12.30 32.40  18.34  37.00 19.80 6.42  

黏土 11.98 34.80  18.44  40.00 17.60 5.35  
表 7 未压浆桩 SZ04侧阻和端阻参数 

Table 7 Parameters of side friction and tip resistance for ungrouted  

.pile SZ04 

土层名称 厚度/m as/(mm·kPa-1) bs/kPa-1 

粉质黏土 1.82 0.06350 0.03027 

淤泥质黏土 24.0 0.02285 0.06667 

黏土 8.0 0.01348 0.02150 

粉质黏土 19.68 0.02656 0.02632 

粉质黏土 4.22 0.08736 0.02405 

粉质黏土 12.3 0.06719 0.02539 

黏土 11.98 0.05289 0.02564 

ab=0.460×(10-2 mm·kPa-1) bb=0.123×(10-2 kPa-1) 

图 11 后压浆桩荷载沉降关系计算值与等效转换值对比 

Fig. 11 Comparison between calculated and equivalent conversion  

.load-settlement behavior of grouted pile SZ04 
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采用本文提出的荷载传递函数的迭代法，考虑前

述的 3 种情况对试桩 SZ04 压浆后的荷载沉降关系进
行了计算，其计算值与压浆后等效转换值对比如图 11
所示。由图可知，后压浆桩考虑四方面因素共同作用

计算得到的荷载沉降曲线与压浆后等效转换曲线较为

接近，压浆桩等效转换得到的极限承载力为 19833 
kN，相应桩顶位移为 54.27 mm，则在相同桩顶极限
位移下 3种情况计算得到的极限承载力相对误差分别
为 1.01%、5.83%、9.19%。因此，进一步表明桩端后
压浆是在浆液对桩端土的加固、桩端压浆的预压作用、

压浆形成桩底扩大头及浆液上返对桩侧加固四方面因

素共同作用下，增强桩侧阻力、桩端阻力，从而提高

桩基承载力，减小桩基沉降量。 

5  结    论 
（1）基于现场静载荷试验结果，分析了端阻力与

侧阻力发挥情况，桩端压浆后增强了桩端土和桩侧土

的初始刚度，并提高了桩端阻力与桩侧阻力，对桩基

的荷载传递特性产生了明显的影响。 
（2）在桩端后压浆加固机理的基础上对后压浆桩

增强效应作用机制进行了分析，表明桩端压浆对桩端

土体产生预压作用，使端阻力在竖向荷载作用下提前

发挥，改善了桩侧阻力与桩端阻力发挥的异步性和不

协调性。 
（3）通过对后压浆桩荷载传递特性的分析，采用

双曲线函数的荷载传递模型，给出了后压浆桩荷载沉

降曲线的计算方法，并在统计的基础上确定了不同土

层桩侧、桩端增强系数。 
（4）后压浆桩考虑四方面因素共同作用计算得到

的荷载沉降曲线与压浆后等效转换曲线在达到极限承

载力时更为接近，因此后压浆桩是在四方面因素共同

作用下增强桩端阻力和桩侧阻力，而忽略浆泡半径的

影响或不考虑浆液上返段的作用都不能很好的预测压

浆桩的极限承载力。 
由于桩端压浆过程的复杂性和不确定性，对桩端

阻力、桩侧阻力增强系数会造成较大的离散性，而本

文统计的不同土层桩端阻力、桩侧阻力增强系数受限

于试桩桩数及局部地区情况，尚难以直接推广到任意

地区情况。 
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基于组合权重–理想点法的应变型岩爆五因素预测分级 
徐  琛

1
，刘晓丽
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，王恩志
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，王思敬
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(1. 清华大学水沙科学与水利水电工程国家重点实验室，北京 100084；2. 清华大学三江源协同创新中心，北京 100084； 

3. 中国科学院地质与地球物理研究所, 北京 100029) 

摘  要：基于理想点法的基本理论，综合考虑了岩爆发生机理，选取围岩洞壁最大主应力与岩石单轴抗压强度的比值、
围岩洞壁最大切向应力与岩石单轴抗压强度的比值、岩石单轴抗压强度与岩石单轴抗拉强度比值、岩石弹性能指数以

及岩体完整性系数作为评判预测指标，通过层次分析法和熵权理论计算主客观权重，综合确定各个指标的权重系数，

构建了应变型岩爆组合权重–理想点法预测分析模型。通过统计相关工程案例，利用模型进行工程实例分析，验证了该
模型的可行性与适用性。基于岩爆预测分级模型，开发了相应程序，可以为类似工程岩爆预测与等级划分提供重要支
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criterion and combined weight-ideal point method 
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Abstract: Based on the basic theory of ideal point method, considering the mechanism of rock burst, a model for predicting and 

classifying rockbursts is established. Five factors are selected as the evaluation indexes, including the ratio of the maximum 

main stress of the surrounding cave wall to uniaxial compressive strength of rock, the ratio of the maximum tangential stress of 

the surrounding cave wall to uniaxial compressive strength of rock, the ratio of compressive to tensile strength of rock, the 

elastic energy index of rock and the intactness index of rock mass. The weight coefficients of these evaluation indexes are 

determined by the AHP and information entropy theory. The statistics-related projects and the engineering case analyses show 

the feasibility and applicability of the proposed model. A computer evaluation interface for rockburst classification is developed 

based on the proposed model. This model and computer interface can be referred to for other similar engineering practice.  

Key words: ideal point method; rockburst; combination weight; AHP; entropy weight method 

0  引    言 
岩爆是一种块体岩石突然炸裂爆出的现象，主要

是由于岩体内积聚的弹性变形势能大于岩石破坏所需

要的能量，当这些多余的弹性变形势能在一定的方式

下突然卸荷释放导致。岩爆的发生严重威胁施工人员

以及施工设备的安全，因此预防岩爆的发生对于高地

应力工程施工具有重要意义。 
岩爆预测是预防岩爆的关键所在。无论是从岩爆判

别的方法，还是形成的机理上，在国内外研究方面，都

已经有大量的学者进行过研究探讨。利用模糊数学[1]、

神经网络[2]、蚁群聚类模型[3]、可拓学[4]、功效系数法[5]

等多种方法对岩爆问题进行了分析。常用的岩爆判据

有 Russense判据法[6]、Barton判据法[7]、陶振宇判据[8]、
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二郎山判据[9]等多种判断方法。 
根据张镜剑等[10]、吕庆等[11]、张倬元等[12]学者的

研究：岩爆发生的机理复杂，预测评判指标众多，目

前提出的一些评判方法只适用于所构建模型基于的工

程背景，不能得到广泛的应用，普适性不强。本文结

合Zhang等[13]的应变型岩爆五因素综合判据作为岩爆

预测分级的评价指标（该方法在多个工程中得到验证，

结论可取），提出了基于组合权重—理想点法的岩爆预

测分级模型。通过统计大量的工程实例数据，分析验

证了所构建模型的适用性和可行性。 

1  基于岩爆五因素指标的组合权重-理

想点法 
1.1  岩爆五因素指标 

Zhang等[13]提出从五个因素综合考虑岩爆，分别

将地应力、岩石强度和岩体完整性等 3个方面的 6个
指标因素进行分析，并将提出的五因素细分为决定性

因素和内因，来研究岩爆问题。本文即采用五因素作

为岩爆预测模型的评价指标。 
如表 1所示，根据岩爆五因素综合判据将岩爆划

分为四个级别Ⅰ、Ⅱ、Ⅲ、Ⅳ，分别对应着无岩爆、

弱岩爆、中岩爆以及强岩爆。岩爆五因素综合判据主

要考虑的因素是：主应力与岩石抗压强度的比、最大

切向应力和抗压强度的比、脆性系数、弹性能指数以

及岩体的完整性 5个方面。这 5个方面从岩爆发生机
理出发，较全面的分析了岩爆发生的各种因素与指标，

因此选用岩爆五因素综合判据作为本模型的评价指标

是可靠的。但如何利用上述 5个指标对实际工程中发
生岩爆的可能性进行量化分析还没有一套可行和完整

的方法。本文提出的基于组合权重–理想点法的岩爆预
测分级模型就是为了解决这一难题。 

表 1 岩爆五因素综合判据和岩爆分级[13] 

Table 1 Five factors of rock burst criterion and classification 

影响因素 Ⅰ Ⅱ Ⅲ Ⅳ 

1σ /Rc <0.15 0.15~0.20 0.20~0.40 >0.40 

θσ /Rc <0.20 0.20~0.30 0.30~0.55 >0.55 

Rc /Rt <15 15~18 18~22 >22 

Wet <2.0 2.0~3.5 3.5~5.0 >5.0 

Kν <0.55 0.55~0.60 0.60~0.80 >0.80 

注： 1σ 为围岩洞壁最大主应力， θσ 为围岩洞壁最大切向应力，

Rc为岩石单轴抗压强度，Rt为岩石单轴抗拉强度，Wet为岩石

弹性能指数，Kv为岩体完整性系数。 
1.2  组合权重 

（1）层次分析法[12] 
层次分析法（analytic hierarchy process，简称 

AHP）是一种简易的决策方法，主要适用于一些模糊、
复杂的决策问题，具有简便、灵活、适用的特点。是

20世纪 70年代由美国著名的运筹学家Saaty所提出来
的。 

对于岩爆预测问题，其中的影响因素是相互制

约，相互关联的关系，由于缺少定量的数据系统，因

此层次分析法在岩爆预测中可以发挥重要的作用。运

用层次分析法建模，可以分为以下 4个步骤：（Ⅰ）建
立层次结构；（Ⅱ）构造判断矩阵；（Ⅲ）求解判断矩

阵；（Ⅳ）一致性检验并修正。     
a）建立层次结构：本文中采用五因素法中的

1σ /Rc， θσ /Rc，Rc/Rt，Wet，Kv为预测指标，由此构建

的岩爆预测层次结构如图 1所示。 

图 1 岩爆等级评价层次结构 

Fig. 1 Grade evaluation of rock burst hierarchy 

b）构造判断矩阵：判断矩阵的元素 表示的是五
个指标的相对重要性，常用 1～9标度的方法确定；赋
值方法如表 2所示。分析构造见表 3。 

表 2 层次分析法分析赋值原则 

Table 2 AHP analysis of principles of assignment 
赋值 重要性差异 

1 AI与 AJ一样重要 
3 AI比 AJ重要一点 
5 AI比 AJ重要 
7 AI比 AJ重要很多 
9 AI比 AJ极端重要 

2，4，6，
8 不能确认重要性差异时可赋予的中间值 

说明 当 AJ比 AI比较时，其赋值是 AI与 AJ标量的倒数 
表 3 分析构造表 

Table 3 Construction chart of analysis 

项目 A1 A2 ┉ AN 

A1 A11 A12 ┉ A1N 

A2 A21 A22 ┉ A2N 

┊ ┊ ┊ ┊ ┊ 

AN AN1 AN2 ┉ ANN 

c）求解判断矩阵：求解特征向量的方法有方根法、
和法、最小二乘法、特征根法等。本文采用方根法进

行求解。 
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( =1,2, )
n

ni ij
j=1

w = a i ,n∏ L   ，   (1) 

由此可得 

   
T

iW W =     。               (2) 

对W进行归一化处理： 

1
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i
i

ww i n
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=
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∑
L   。   (3) 

由式（3）就可以得到第 i层相关元素相对于该层
的权重。 
用下式计算判断矩阵 A的最大特征根： 

max
1

( )n
i

i i

AW
nW

λ
=

= ∑   。            (4) 

d）一致性检验并修正 
计算一致性比率 CR： 

     CICR
RI

=   ，              (5) 

式中，RI为 A的随机一致性指标，数值可查阅表 4规
定，CI为 A的一致性指标，计算公式为 

   maxCI
1

n
n

λ −
=

−
  。             (6) 

当 CR<0.1 时，即判断矩阵满足一致性要求，可
用标准化后的特征向量作为权向量，否则需重新调整

判断矩阵 A。 
表 4 判断矩阵 RI数值表 

Table 4 Values of matrix RI 

n 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 

RI 0 0 0.58 0.90 1.12 1.24 1.32 1.41 1.45 1.49 

（2）熵权理论[11] 
熵原本是热力学概念，是用来表征运动的混乱程

度。自数学家申农将其引入信息论后，熵可以度量系

统的不确定性，并在工程技术、科学管理乃至社会经

济领域均得到了广泛的应用。“熵权”的本质是利用给

指标信息的效用值来计算各指标权重，是一种客观赋

权法。效用值越高，则其对评价的重要性越大。本文

利用其对岩爆评价指标进行客观赋权。 
a）建立原始数据矩阵（m个评价对象，t个评价

指标） 

11 12 1

21 22 2

1 2

    
    

                
  

t

t

m m mt
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X
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 
 
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。 

b）对原始数据进行标准化处理 
对于越大越优型指标，转化公式如下： 

  
min{ }

max{ } min{ }
ij ij

ij
ij ij

x x
y
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−

=
−
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对于越小越优型指标，转化公式为 
max{ }
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ij ij

x x
y

x x
−
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−
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则可得到标准化后的矩阵： 
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c）根据熵的定义，对于 t个评价指标，m个评价
对象，利用下式计算第 i个评价指标的熵值 

1
ln

t

i ij ij
j

E k f f
=

= − ∑   ，           (9) 

式中， 

1

1

(1 )
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ij m

ij
j

y
f

y
=

+
=

+∑
， 1/ lnk t=   。      (10) 

d）根据熵值，计算第 i个评价指标的熵权，作为
评价指标的客观权重 

1

1
       ( 1,2, , )i

i t

i
j

E i m
t E

λ

=

−
= =

− ∑
L   。  (11) 

（3）组合权重[12] 
层次分析法赋权具有一定的主观性，为了全面反

映评价指标的重要性，使得评价结果更加准确，又添

加了熵权理论作为客观评价方法。本文采用主客观权

重法相结合的组合权重，获得各个评价指标的组合权

重。 
权重的组合方法有乘法合成法及线性加权组合

法，线性加权组合法应用范围更广，乘法合成法适用

于权重分配均匀的情况。 
乘法合成法计算公式为  

i i
i

i i

wc
w
λ

λ
=

∑
  。            (12) 

线性加权组合法的计算公式为    
(1 )i i ic wα α λ= + −   ，        (13) 

式中，ci为第 i个评价指标的组合权重，α为第 i个评
价指标的分配系数，wi为第 i 个评价指标的层次分析
法权重，λi为第 i个评价指标的熵权。 
1.3  理想点评价函数[14] 
（1）理想点决策矩阵构建 
对于一个 k 个评价指标的分类对象，可以看成 k

个目标函数，即可构造目标函数为 

1 2( ) [ ( ), ( ), , ( )]kF x f x f x L f x=   。   (14) 
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其分别对应的权重为 1 2, , , kW W WL ，这个分类对象

B在目标函数 ( )if x 下取值为 xi。则其指标矩阵为 
      T

1 2 1 2{ , , , }[ , , , ]k kX x x x W W W= L L   。   (15) 
（2）理想点设置 
理想点的评价指标可以根据不同的性质进行分

类，在这里可以主要分为三类，分别是“增长型”指

标，即指标得值越大越好，“减少型”，同理即指标的

值越小越好，另一类是“区间型”指标，即认为指标

的值为某个理想的区间。 
“增长型”指标，有 

       ( ) max ( )i if f x∗ + =   。        (16) 
“减少型”指标，有 

       ( ) min ( )i if f x∗ + =   。         (17) 
“区间型”指标，有 

  ( ) (( ) / 2)L U
i i i if f z z∗ + = +   。       (18) 

式中  ( )if
∗ + 为第 i个评价指标的理想值， L

iz 和 U
iz 分

别为评价指标的下限值和上限值。 
（3）理想点评价函数确定 
理想点法评价对象的本质是通过计算各点与理想

点的距离来进行判断，一点离理想点的距离越近，说

明评价对象最为接近理想点。因此，常用的距离函数

是闵可夫斯基距离函数：  

   1/

1

( ) ( )| | |{ [ ] } |
| |

n
H Hi i

i U L
i i i

f x fL w
f f

∗

∗ ∗
=

− +
=

−∑  。   (19) 

式中  fi(x)值代表不同评价指标的真实值 fi(x)为评价
对象第 i个评价指标真实值；fi

*(+)值代表不同评价指
标的理想值为第 i个评价指标理想值；fi

*U为不同指标

的上限值，fi
*L为不同指标的下限值；其中 H 为闵可

夫斯基距离函数系数，当 H=1时，为曼哈顿距离，当
H=2时，为欧氏距离，当 H= ∞时，为切比雪夫距离。
在实际岩爆的应用中，该模型的闵可夫斯基距离函数

是为了衡量各个因素指标与理想点的距离，因此 H取
值对最终评价分级结果的影响可分为H取奇数和偶数
两种情况。在本文中为了应用计算方便，分别选取 H
取 1和 2进行计算分析。若 H取奇数时，各影响指标
与理想点的距离可能为正也可能为负，综合影响后只

会拉近评价指标与理想点的距离，从而导致预测结果

偏小；H取偶数时，各影响指标与理想点的距离均为
正，综合影响后在本文中为了应用计算方便，分别选

取 H取 1和 2进行计算分析。 

2  组合权重–理想点法岩爆分级预测模
型 

2.1  原始工程数据及处理 

为了检验构建的组合权重–理想点法模型预测
应变型岩爆的合理性和有效性，根据各种文献提供

的应变型岩爆数据，统计整理了近些年来的一些工

程数据[2，15-20]如表 5所示。 
因为很多文献给出的数值都是一个范围，这对于

定量评估预测产生了一定的难度，因此本文对于原始

数据进行统一说明处理。对于给出范围的数据，采用

取平均值的方式得到确定数值；对于实际岩爆等级处

在两级之间的数值，为了更加安全合理起见，统一取

岩爆等级较高的数值。处理后的工程数据如表 6所示。 
2.2  评价指标体系及理想点的确定 

由表 1可知，五项评价指标均为“效益型”指标，
根据Ⅱ级与Ⅲ级岩爆各评价指标分布的区间状况，为

了确保岩爆可以正确分级，相应地应该为Ⅰ、Ⅳ级岩

爆的理想区间补充相应的上限值和下限值来确定理想

点[21]，经过补充修正之后的岩爆等级和评价指标关系

如表 7所示。 

表 5 原始工程数据表[2，15-20]   

Table 5 Data of original projects 

序号 工程名称 
最大主应力

1σ /MPa 
最大切向应力

θσ /MPa 
抗压强度 Rc 

/MPa 
抗拉强度
Rt/MPa 

岩石弹性能

指数Wet 
岩体完整性指

数 Kν 
实际岩爆

级别 
数据来源 

1 锦屏Ⅰ级 9.00~35.00 18.00~70.00 50.00~70.00  5.0 3.5 0.53 Ⅱ级~Ⅲ级 文献[15，16] 
2 锦屏Ⅱ级 38.02~71.00 98.6 120  6.5 3.8 0.76 Ⅲ级~Ⅳ级 文献[2，15] 

3 天生桥Ⅱ级水电
站引水隧洞 

25.80 30.00 88.7  3.7 6.6 0.75 Ⅲ级 文献[15，17] 

4 太平驿水电站引
水隧洞 

31.40 62.60 130.0~180.0  9.4 9.0 0.75 Ⅲ级 文献[2，15] 

5 秦岭铁路隧道 20.00~40.00 105.00 95.0~130.0  7.0 6.25~7.8 0.75 Ⅳ级 文献[15，18] 
6 铜陵冬瓜山铜矿 34.33 105.50 132.2 16.4 7.27 0.75 Ⅲ级 文献[15，19] 

7 瀑布沟地下水电
站地下洞室 

21.10~27.30 42.00~54.00 82.3~207.5  5.9 5.0 0.80 Ⅲ级 文献[2，15] 

8 渔子溪一级水电
站引水隧洞 

30.00~45.00 90.00 170.0 11.3 9.0 0.80 Ⅲ级 文献[2，15] 

9 台靖高速公路苍
岭隧道 

59.50 48.90 160.0  7.0 5.0 0.75 Ⅲ级 文献[15，20] 
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表 6 处理后的各项评价指标数据表   

Table 6 Data of evaluation indexes after treatment 

序号 工程名称 1σ /Rc θσ /Rc Rc /Rt Wet Kν 实际岩爆级别 数据来源 
1 锦屏Ⅰ级 0.37 0.67 12.00 3.50 0.53 Ⅲ级 文献[15，16] 
2 锦屏Ⅱ级 0.45 0.82 18.46 3.80 0.76 Ⅳ级 文献[2，15] 
3 天生桥Ⅱ级水电站引水隧洞 0.29 0.34 23.97 6.60 0.75 Ⅲ级 文献[15，17] 
4 太平驿水电站引水隧洞 0.20 0.40 16.49 9.00 0.75 Ⅲ级 文献[2，15] 
5 秦岭铁路隧道 0.26 0.91 16.43 7.00 0.75 Ⅳ级 文献[15，18] 
6 铜陵冬瓜山铜矿 0.26 0.80  8.06 7.27 0.75 Ⅲ级 文献[15，19] 
7 瀑布沟地下水电站地下洞室 0.17 0.33 24.56 5.00 0.80 Ⅲ级 文献[2，15] 
8 渔子溪一级水电站引水隧洞 0.22 0.53 15.04 9.00 0.80 Ⅲ级 文献[2，15] 
9 台靖高速公路苍岭隧道 0.37 0.31 22.86 5.00 0.75 Ⅲ级 文献[15，20] 

表 7 补充修正后岩爆等级与评价指标关系 

Table 7 Relation between revised rating and evaluation indexes of  

..rock burst 
影响 Ⅰ Ⅱ Ⅲ Ⅳ 

1σ /Rc 0.10~0.15 0.15~0.20 0.20~0.40 0.40~0.60 

θσ /Rc 0.10~0.20 0.20~0.30 0.30~0.55 0.55~0.95 
Rc /Rt 8~15 15~18 18~22 22~25 
Wet 1~2 2~3.5 3.5~5 5~9 
Kν 0.50~0.55 0.55~0.60 0.60~0.80 0.80~0.90 
根据表 7、式（18），就可以构建出理想点矩阵： 

Fi
*(+)=

0.10 0.18 0.30 0.60
0.10 0.25 0.43 0.95
8.00 16.50 20.00 25.00
1.00 2.75 4.25 9.00
0.50 0.58 0.70 0.90

 
 
 
 
 
 
  

。     (20) 

2.3  组合权重的确定 

（1）层次分析法计算权重 
对于岩爆问题，综合文献[21，22]和相关专家意

见可知，可以认为洞室最大切向应力与岩石单轴抗压

强度的比值 θσ /Rc 最重要，比围岩洞壁最大主应力与

岩石单轴抗压强度的比值 1σ /Rc 重要，与岩石单轴抗

压强度与抗拉强度比值 Rc/Rt 的关系介于重要与重要

很多之间，与岩石弹性能指数 Wet的关系是重要很多

的关系，比岩体完整性系数 Kv重要很多与重要一点之

间。其余两个指标之间的重要程度关系可以参见下面

的分析矩阵所示。 
按照 1σ /Rc， θσ /Rc，Rc/Rt，Wet，Kv的顺序，分析

矩阵为  

A=

1 3 7       4
5 1
1/ 3 1/ 6 1 4       2
1/ 7 1/8 1/ 4 1       1/3 
1/ 4 1/ 7 1/ 2 3      1

1/ 5
6 8       7

 
 
 
 
 
 
  

  。   (21) 

求解判断矩阵 

       ( 1,2, , )
n

ni ij
j=1

w = a i = n∏ L   ，    (22) 

W =[1.7582  4.4163  0.8503  0.2720  0.5569]。 

判断矩阵归一化处理： 
 W=[0.2239  0.5623  0.1083  0.0346  0.0709]。 
一致性检验： 

max
1

( )n
i

i i

AW
nW

λ
=

= ∑ = 5.3106。 

则一致性指标为 
maxCI

1
n

n
λ −

= =
−

0.0693， 

CICR 0.0693 0.1
RI

= = < 满足一致性要求。 

（2）熵权理论计算权重 
原始数据矩阵为 

X=

0.37  0.67  12.00  3.5  0.53
0.45  0.82  18.46  3.8  0.76
0.29  0.34  23.97  6.6  0.75
0.20  0.40  16.49  9.0  0.75
0.26  0.91  16.43  7.0  0.75
0.26  0.80  8.06  7.27  0.75
0.17  0.33  24.56  5.0  0.80
0.22  0.53  15.04  9.0  0.80
0.37  0.31  22.86  5.0  0.75  

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

。    (23) 

因为这五项指标都是越小越优型，故可以构建起

标准化后的矩阵： 

Y=

0.286 0.400 0.761 1.000 1.000
0.000 0.150 0.370 0.945 0.148
0.571 0.950 0.036 0.436 0.185
0.893 0.850 0.489 0.000 0.185
0.679 0.000 0.493 0.364 0.185
0.679 0.183 1.000 0.315 0.185
1.000 0.967 0.000 0.727 0.000
0.821 0.633 0.577 0.000 0.000
0.286 1.000 0.103 0.727 0.185

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

。 (24) 

由式（9）、（10），可以计算得到各个指标的熵值
Ei为 

E=[ 0.9909  0.9868  0.9886  0.9873  0.9895]。 
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表 8 岩爆预测结果表  

Table 8 Predicted results of rock burst 

H=1 H=2 

序号 工程名称 
Ⅰ级 Ⅱ级 Ⅲ级 Ⅳ级 

岩爆 

预测值 
Ⅰ级 Ⅱ级 Ⅲ级 Ⅳ级 

岩爆预

测值 

实际岩爆

级别 

1 锦屏Ⅰ级 7.0730 2.2829 0.0389 1.6120 Ⅲ级 8.5287 3.3055 1.0545 2.1871 Ⅲ级 Ⅲ级 

2 锦屏Ⅱ级 9.2382 4.1147 0.7662 0.8277 Ⅲ级 10.8526 4.625 1.0957 1.0817 Ⅳ级 Ⅳ级 

3 
天生桥Ⅱ级水电

站引水隧洞 
4.4633 1.8625 0.1805 1.0831 Ⅲ级 4.7334 2.068 0.6902 1.1887 Ⅲ级 Ⅲ级 

4 
太平驿水电站引

水隧洞 
4.4934 1.5781 0.0995 1.3535 Ⅲ级 5.0275 2.0626 1.1307 1.5486 Ⅲ级 Ⅲ级 

5 秦岭铁路隧道 9.0579 3.8611 0.8879 0.8364 Ⅳ级 11.0935 4.6345 1.4446 1.2607 Ⅳ级 Ⅳ级 

6 铜陵冬瓜山铜矿 7.9677 3.0033 0.4152 1.3516 Ⅲ级 9.7279 4.1248 1.6417 2.2532 Ⅲ级 Ⅲ级 

7 
瀑布沟地下水电

站地下洞室 
3.458 1.3704 0.0228 1.1042 Ⅲ级 3.6363 1.9563 0.6306 1.2018 Ⅲ级 Ⅲ级 

8 
渔子溪一级水电

站引水隧洞 
5.7532 2.263 0.3197 1.2168 Ⅲ级 6.5311 2.7741 1.2067 1.5263 Ⅲ级 Ⅲ级 

9 
台靖高速公路苍

岭隧道 
4.5353 1.88 0.0506 1.1777 Ⅲ级 5.1387 2.2943 0.482 1.2644 Ⅲ级 Ⅲ级 

然后再由式（11），可以计算得出各个评价预测指
标的熵权 iλ 为 

λ =[0.1605  0.2322  0.1999  0.2232  0.1842]。 
（3）组合权重确定 
岩爆各个评价预测指标之间的主观权重值分配并

不均匀，故采用线性加权组合法计算组合权重，即利

用式（13）进行计算。又由于工程数据在统计时可能
存在统计误差，故应该优先考虑层次分析法建立的权

重，故可分配系数α =0.6，可以计算得出各指标综合
权重 ci为 

C=[0.1985  0.4303  0.1449  0.1101  0.1162]。 
2.4  岩爆分级预测模型检验 

根据前文所述，可以构建出岩爆分级预测模型，

为了检验构建的组合权–理想点法模型预测岩爆的合
理性和有效性，收集总结了近年来的工程数据，用于

验证模型的准确性。判别结果如表 8所示。 
由表 8的预测结果可以看出，当 H=1，即理想点

的距离为曼哈顿距离时，在预测锦屏Ⅱ级水电站时，

预测结果出现偏差，比实际的岩爆结果小一个等级。

当 H=2，即理想点的距离为欧氏距离时，理想点模型
预测预测的结果与实际结果完全相符。进一步分析，

当 H取奇数时，各影响指标与理想点的距离可能为正
也可能为负，综合影响后只会拉近评价指标与理想点

的距离，从而导致预测结果偏小（预测锦屏Ⅱ级水电

站时得到验证）；H取偶数时，各影响指标与理想点的
距离均为正，能真实反映理想点与各个评价指标之间

的距离。另一方面，在预测岩爆等级时，选取岩爆预

测结果高的有利于施工安全。因此，选用 H=2的欧式
距离作为本模型理想点的预测模型比较合适。 
2.5  岩爆预测分级系统 

根据本文构建的组合权重–理想点法模型开发了
一套用于岩爆预测分级的软件系统，通过该界面，可

以直观准确的预测工程岩爆的发生及分级，具体的软

件界面如图 2所示。 

图 2 岩爆预测分级系统界面 

Fig. 2 Prediction and classification system interface for rock burst 

根据图 2的系统界面，只需要输入五因素指标对
应的数值，就可以直接计算出岩爆的级别，便于工程

师应用。 

3  结    论 
本文基于前人提出的应变型岩爆五因素判据，综

合考虑岩体工程及岩爆发生的不确定性，提出了基于

组合权重–理想点法的岩爆预测分级模型。 
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（1）将岩爆五因素法引入到了岩爆的分级预测
中，并且采用了层次分析法与熵法相结合的主客观组

合权法。 
（2）在综合考虑岩爆的影响因素基础上，充分考

虑了岩爆发生的条件，采用了岩爆五因素法作为评价

指标，提出了基于组合权重–理想点法的岩爆预测分级
模型，并给出了详细的计算步骤和过程，在此基础上，

开发了简单易用的岩爆预测分级系统。通过工程分析

与验证，说明构建的组合权–理想点法是有效的。 
（3）在实际预测模型中，选用 H=2 时的欧式距

离作为理想点模型进行预测比较合适，预测结果与实

际结果完全相符。 
（4）本文提出的预测分级模型主要有两方面的优

势：①考虑影响岩爆的因素比前人方法多，本文是基

于应变型岩爆发生的五因素进行预测分级的；②本文

统计了 9个不同工程的实例数据，所提出的模型在这
些工程中均得到了很好的验证，这在一定程度上也增

加了本文所提出模型的适用性。当然，岩爆预测一直

以来都是一个世界性的难题，要想实现岩爆的精确预

测，还需要不断的深入研究与努力。 
尽管本文岩爆预测分级方法是基于岩爆的五因素

判据提出的，但对于其他岩爆判据，本文方法的计算

过程和步骤同样适用。 
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复杂结构面缓倾层状岩体边坡破坏机制 
王林峰，唐红梅，唐  芬，叶四桥 

(重庆交通大学水利水运工程教育部重点实验室，重庆 400074) 

摘  要：缓倾层状岩体边坡在结构面的切割下易发生崩塌灾害。以含有两组及两组以上结构面的复杂缓倾角岩体边坡
为研究对象，首先基于断裂力学和材料力学，建立了复杂缓倾角岩体边坡层间荷载和稳定系数的计算方法，然后以重

庆綦江羊叉河缓倾岩体边坡为例分析了边坡的稳定性，计算结果与边坡现场破坏情况基本一致。再通过数值模拟得到

了重庆綦江羊叉河缓倾岩体边坡的稳定系数，模拟结果与计算结果基本一致。最后通过数值模拟揭示了重庆綦江羊叉

河缓倾岩体边坡的破坏模式与规律，边坡下部岩腔破坏的主要诱因为压力。建立的复杂缓倾角岩体边坡层间荷载和稳

定系数的计算方法可为复杂缓倾角岩体边坡防治结构的设置提供理论依据。 
关键词：层状岩体边坡；缓倾角；断裂力学；数值模拟；破坏机制 
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Failure mechanism of gently inclined bedding rock mass slopes with complex 
fissures 

WANG Lin-feng, TANG Hong-mei, TANG Fen, YE Si-qiao 
(Key Laboratory of Hydraulic and Waterway Engineering of the Ministry of Education, Chongqing Jiaotong University, Chongqing 400074, China) 

Abstract: The collapse disasters are easily caused by the cut of fissures in gently inclined bedding rock mass slopes. The 

complex gently inclined bedding rock mass slope containing two fissures is studied. At first, based on the fracture mechanics 

and the mechanics of materials, a method for calculating the load and stability coefficient of complex gently inclined bedding 

rock mass slopes is established. For the case of Yangchahe gently inclined bedding rock mass slope in Qijiang County of 

Chongqing, the slope stability is calculated, and the results are the same as the field damage situations. Then the stability 

coefficient of the gently inclined bedding rock mass slope is obtained through numerical simulation. The numerical results are 

the same as the calculated ones. The numerical results reveal the damage mode and rules of Yangchahe gently inclined bedding 

rock mass slope. The compressive stress is the main factor for the damage of rock cells. The proposed method for the load and 

stability coefficient of complex gently inclined bedding rock mass slope may provide a theoretical basis for the design and 

layout of the relevant control structures. 

Key words: bedding rock mass slope; gentle inclination angle; fracture mechanics; numerical simulation; failure mechanism 

0  引    言 
 缓倾层状岩体边坡是岩体边坡中的一种典型型

式，此类边坡在三峡库区、重庆、四川、贵州、云南

等西南地区极为常见。该类边坡坡角一般比较大，常

形成陡崖，形成陡崖后由于结构面的切割会在陡崖上

形成不稳定岩块，岩块一旦失稳就形成崩塌灾害。在

西南地区有很多的公路、城镇、矿区、港口码头等基

础设施都建设在缓倾角岩体边坡下。因此为了确保这

些基础设施的地质安全，必须控制缓倾角边坡的地质

安全。 
 鉴于缓倾角岩体边坡具有破坏性强和突发性的特

点，一直是国内外学者关注的热点。王林峰等[1-2]、唐

红梅等[3]以单个危岩体或单列危岩体为例，分析了各

危岩块的稳定性和失稳顺序。卢海峰等[4]以某巴东组

缓倾顺层边坡为例，结合极限平衡方法和模型实验分

析了开挖过程中缓倾顺层边坡的破坏规律。Alejano等[5]

基于工程地质分析原理和现场调查方法分析了反倾岩
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质边坡的破坏机制。Manuel等[6]通过分析地质雷达采

集到的信息对缓倾岩石边坡的破坏进行了预警。

Ahmad等[7]通过有限元法分析了岩土格栅对某缓倾岩

质边坡的加固效果。Huang等[8]通过有限元分析了不同

抗剪强度参数条件下的层状岩体边坡稳定性变化规

律。Mohsen等[9]考虑岩石的脆性和损伤特性，基于数

值模拟的方法分析了层状岩体边坡的破坏机制。缓倾

角岩体边坡的破坏表现为后部结构面不断的扩展，直

至贯通导致不稳定岩块与母岩脱离形成崩塌灾害。因

此，可以通过分析结构面的稳定性来判断缓倾角岩体

边坡的稳定性。目前国内外许多学者主要采用断裂力

学方法分析结构面的的稳定性，如Zhang等[10]、陈洪

凯等[11-12]、何思明等[13]断裂力学和数值模拟的方法分

析了不同倾角的结构面对岩体边坡稳定性的影响。 
 目前，缓倾角岩体边坡的研究主要针对单个危岩

体或只有一条主控结构面的缓倾角岩体边坡进行研

究，而对含有多条结构面的缓倾角岩体边坡研究较少。

本文将针对含有两组或三组结构面，且结构面间距≥3 
m的缓倾角岩体边坡进行研究，分析其稳定性和破坏
机制。 

1  力学机制分析 
1.1  稳定系数 

复杂缓倾层状岩体边坡为层面倾角较缓，并在边坡

内存在两组及以上的节理，如图 1所示。图 1所示的
边坡除了岩层层面外，还有一组倾向于坡面外侧的节

理和垂直于坡面的节理。在这两组结构面和层面的切

割下，边坡被分解成了很多岩块，进而导致复杂缓倾

层状岩体边坡的破坏模式与仅有一组节理边坡的破坏

模式不同。所以，一组节理边坡的稳定性分析方法不

能用于复杂缓倾层状岩体边坡的稳定性分析。 

图 1 复杂缓倾岩体边坡模型 

Fig. 1 Complex rock mass slope with gentle dip 

为了描述，首先对复杂缓倾层状岩体边坡中的块体

编号。岩层从下往上编号，块体列数由外向里进行编

号。复杂缓倾层状岩体边坡主要的破坏模式为软硬相

间的岩体结构，由于差异风化，导致硬质岩体悬空而

逐步失稳。复杂缓倾层状岩体边坡块体悬空的列数不

同岩块崩落的顺序就不同，对于此类边坡陈洪凯基于

地貌学提出了链式规律，该规律将 1列潜在失稳岩块
定义为 1个宏观链[14]。 
随着岩腔进深不断的增大，复杂缓倾层状岩体边坡

的多条宏观链临空，可能失稳的岩块增加，此时相对

于仅有一条宏观链的岩块临空时变得更加复杂，如图

2 所示。现假定某复杂缓倾层状岩体边坡含 n 条宏观
链，m层岩层。先取任意一层中的任意岩块进行分析，
定义为#ij岩块，其中 i为岩层编号，j为宏观链编号。
#ij岩块的受力图见图 3。图中Wij为自重，PLij为水平

地震力，PVij为水平地震力，Pwij为裂隙水压力，上下

岩层之间的作用力为 ( 1)i jq +′ 和 ijq′，#ij 岩块前一个岩块
对其的作用有弯矩 ( 1)i jM − )、拉力 ( 1)i jN − 和剪力 ( 1)i jQ − 。

令#ij岩块的竖直高度用 Hij表示，裂隙深度用 aij表示，

裂隙水高度用 e1ij表示。其厚度用 Bij表示。根据材料

力学可知#ij岩块主控结构面处的作用如下所示。 

图 2 复杂缓倾岩体边坡岩块崩落 

Fig. 2 Blocks of complex rock mass slope with gentle dip  

( ) ( )
2

( 1) 1 1/ 2 ( ) / 2ij i j ij ij ij ij iji j i jM M W B q q B T B− + −
′ ′= + + + + ，    

(1) 

( )( 1) 1( )ij ij i j ij iji jQ W Q q q B− +
′ ′= + + +   ，     (2) 

( )( 1) 1( )ij i j ij iji jN N Bτ τ− +
′ ′= + +   ，         (3) 

式中，脚标 i 为第 i 层岩体，j 为第 j 个宏观链，Mij

为#ij 岩块结构面处的弯矩，Qij为
#ij 岩块结构面处的

剪力，Nij为
#ij岩块结构面处的拉力。 

 

图 3 #ij块岩块受力模型图 

Fig. 3 Force diagram for NO. ij block 
#ij 岩块由弯矩、拉力和剪力和裂隙水压力产生的
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应力强度因子为[2, 11, 15] 

I1 5.51 πij ij ijK u a=   ，          (4) 

II 1.12 πij ij ijK aτ=   ，           (5) 

I2 max( ) πij ij ij ijK F a aσ=   ，       (6) 

I3 1.12 πij ij ijK aσ=   ，           (7) 

式中，      w
1
2ij iju p=   ，                    (8) 

ij
ij

ij

Q
H

τ =    ，                     (9) 

2 3 4( ) 1.122 1.40 7.33 13.08 14.00ij ij ij ij ijF a R R R R= − + − + ，

  (10) 

max 2

6 ij
ij

ij

M
H

σ =   ，              (11) 

ij
ij

ij

a
R

H
=   ，                 (12) 

ij
ij

ij

N
H

σ =   。                 (13) 

因此该岩块主控结构面处的Ⅰ型应力强度因子为 

Ii I1 I2 I3j ij ij ijK K K K= + +    。      (14) 

根据式（5）、（14）可得岩块的联合应力强度因子
和断裂角为[15] 

0 02
Ii II 0

3cos cos sin
2 2 2

ij ij
eij j ij ijK K K

θ θ
θ

 
= − 

 
，(15) 

2 4 2 2
II I I II

0 2 2
I II

3 8
arccos

9
ij ij ij ij

ij
ij ij

K K K K
K K

θ
+ +

= ±
+

  。  (16) 

然后由式（15）和岩块主控结构面的断裂韧度可
以获得第#i岩块的稳定系数为 

I
s

e

C
ij

ij

KF
K

=   。             (17) 

最后根据各岩块的稳定系数判别出各岩块是否失

稳，进而获得边坡的破坏形态。 
1.2  层间荷载确定 

复杂缓倾岩体边坡稳定性的计算，关键在于层间

荷载的确定。现取第 i层岩体进行分析，层高为 Hi，

层厚为 Bi，与其相邻的岩层为第 i-1和 i+1 层岩层，
它们的层高分别为 Hi-1和 Hi+1，层厚分别为 Bi-1和 Bi+1

（图 4），各岩层最外侧的接触点分别为 Ai和 Ai+1。第

i层岩层的受力情况如图 5所示，第 i层岩层受到的作
用有自重、裂隙中的水压力、地震力和相邻岩层的压

力与摩擦力。 
首先忽略相邻岩层间的作用，根据材料力学可得

岩层的挠度为 

2
2 2( 6 4 )

24
i

i i i
i

H xy x B B x
EI

γ
= + −   。   (18) 

然后通过比较不计岩层间的相互作用的岩层挠度

大小，可判定相邻岩层是否接触在一起。相邻岩层之

间的接触关系（4种）如下： 
情况 1：相邻岩层不接触(yi-1≥yi≥yi+1)。主要出

现在岩层层数较少（2，3层）的陡崖上。如图 6中第
i层和第 i+1层之间不接触。 

图 4 岩层几何尺寸图 

Fig. 4 Geometrical sizes of strata 

图 5 第 i层岩层受力图 

Fig. 5 Force diagram for NO. i layer 

情况 2：岩层与下部岩层接触和上部岩层不接触
(yi-1<yi≥yi+1)。主要出现在层间脱离处，下部的岩层处。
如图 6中第 i层和第 i-1层之间接触，第 i层和第 i+1
层之间不接触。 

图 6 层间接触关系 

Fig. 6 Contact relationship between layers 

情况 3：岩层和上部岩层接触在一起，不和下部
岩层接触(yi-1≥yi<yi+1)。主要出现在层间脱离处，上部
的岩层处。如图 6中第 i+1层和第 i+2层之间接触，
第 i+1层和第 i层之间不接触。 
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情况 4：岩层与上部和下部岩层都接触(yi-1<yi <yi+1)
大部分的缓倾层状岩体边坡中的。如图 6中第 i+1层
和第 i+2层之间接触，第 i层和第 i-1层之间接触。 

i层岩层自重和 i+1层岩层压力作用下 i层岩层的
挠度为 

2
2 21

1
( )

( 6 4 )
24

i i
i i i

i

q H xy x B B x
EI
γ+′ +

= + −  ， (19) 

式中，Ii为任意岩层（i层）裂隙处的惯性矩。 
受下部岩层（i-1层）支撑时的挠度计算式如下：  

2
2 21

2 1 1( 6 4 )
24

i
i i i

i

m q xy x B B x
EI − −

′
= − + − +


 

( )
4 3

1 1
2 18 6

i i i i
i

i i

q B q Bm x B
EI EI

− −
−

′ ′ + −  
 

 ，  (20) 

式中，当 x>Bi时，m1=0；当 x≤ iB 时，m2=0。 
通过叠加原理可得考虑岩层相互作用后的总挠度

为 
1 2i i iy y y= +   。           (21) 

情况 1 时岩层间无相互作用，因此挠度可由式
（18）获得。 
情况 2时岩层与下部岩层接触和上部岩层不接触

即 1iq +′ =0，因此，可将此条件代入式（19）～（21）
得到岩层挠度。 
情况 3时岩层和上部岩层接触在一起，不和下部

岩层接触即 iq′ =0，因此，可将此条件代入式（19）～
（21）得到岩层挠度。 
对于情况 4，通过求解式（19）～（21）得到岩

层的挠度。 
（1）仅有两个岩层接触 
对于情况 2或情况 3都是属于仅有两个岩层接触

的情况，它们层间接触力的求解相同。现以情况 3为
例进行说明。i+1层与 i层岩层相互作用后图 4中 Ai+1

点出 i+1层与 i层岩层的挠度相等，即 

1 1
1

i i
i iA A

y y
+ +

+=   。            (22) 

由式（19）～（21）可得 

1

4
1( )

8i

i i i
i A

i

q H By
EI
γ

+

+′ +
=   ，       (23) 

1

2 4
2 21 1

1 1 1
1 1

( 6 4 )
8 8i

i i i i
i i i i iA

i i

H B q By B B B B
EI EI

γ
+

+ +
+ + +

+ +

′
= + − − 。(24) 

令
2

2 21
1 1 1

1

( 6 4 )
8

i i
i i i i

i

H BA B B B B
EI

γ +
+ +

+

= + − ，将式（23）

和式（24）代入式（22）有 
4

1
1 1 4

1

8
8 ( )

i i i i
i

i i i i

H B EI Iq A
EI I I B

γ +
+

+

 
′ = −  + 

 。 (25) 

则 i+1层与 i层岩层的层间摩擦力为 

1 1 1 1tani i i iq cτ ϕ+ + + +′ ′= +   。         (26) 

（2）多层岩层接触时 
 当有 n层岩层同时接触时，将岩层自下而上进行

编号，设岩层最外侧的接触点分别为 A1，A2，…，An；

各相邻岩层接触段的挠度相等，则有 

2 2

3 3

1 2

2 3

1

 

 

 
n n

A A

A A

n nA A

y y

y y

y y−

=


= 


= 

L

，

，

。

               (27) 

式（27）中各挠度值可以通过式（19）～（21）求
得。 

 当有 n层岩层同时接触时，荷载中只有 iq′和 iτ ′未
知，因此共有 2（n-1）个未知数。由式（26）可知通
过 iq′可以求出 iτ ′，即实际上未知数为 n-1个。方程组
（27）由 n-1个方程构成，因此通过解方程组（27）
即可获得层间压力 iq′。 
1.3  复杂缓倾岩体边坡稳定性分析程序 

（1）自下而上对岩层进行编号，自外向内对宏观
链进行编号。 
（2）计算出不考虑层间作用时各岩层的挠度值。 
（3）根据步骤（2）计算出的挠度值判断出第 1

层和第 2层岩层间的接触情况。 
 若

2
1 Ay ≥

2
2 Ay ，则第 1层和第 2层岩层不接触，

即 2q′ = 2τ ′ =0； 若
2

1 Ay <
2

2 Ay ，则第 1层和第 2层岩层
接触，通过式（25）、（26）可以求出的 2q′和 2τ ′值。然
后计算出考虑层间作用力后第 1层和第 2层岩层的挠
度。 
（4）加上第 3层岩层，计算 1，2，3层岩层间的

层间接触力和挠度。 
 若

3
2 Ay ≥

3
3 A

y ，则第 2层和第 3层岩层不接触，
即 3q′ = 3τ ′ =0；且第 1层和第 2层岩层的挠度和层间作
用力不变； 
若

3
2 Ay <

3
3 A

y ，则第 2层和第 3层岩层接触，且
步骤 3）判断出了第 1层和第 2层岩层是接触在一起
的，通过式（27）可以求出的 2q′， 2τ ′， 3q′和 3τ ′值。然
后计算出考虑层间作用力后第1，2和3层岩层的挠度。 
若

3
2 Ay <

3
3 A

y ，则第 2层和第 3层岩层接触，但
是步骤 3）判断出第 1层和第 2层岩层不接触，通过
式（25）、（26）可以求出的 3q′和 3τ ′值。然后计算出考
虑层间作用力后第 2层和第 3层岩层的挠度。再比较
第 1层和第 2层岩层的挠度值大小，若

2
1 Ay ≥

2
2 Ay 则

计算中止；若
2

1 Ay <
2

2 Ay ，则表明加上第 3 层岩层使
原本不接触第 1层和第 2层岩层的接触在一起，此时
通过式（27）可以计算出 2q′， 2τ ′， 3q′和 3τ ′值，最后计
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算出考虑层间作用力后第 1，2和 3层岩层的挠度。 
（5）以此类推，计算加上第 n层岩层后各岩层的

层间作用力和挠度值。 
（6）确定出层间作用力后，通过式（1）～（3）

计算出各岩块结构面处的弯矩、剪力和拉力。 
（7）通过式（4）～（7）计算出各岩块的稳定性，

判定出可能失稳的岩块。 

2  算例分析 
 本文以重庆綦江羊叉河缓倾层状岩体边坡为例

（图 7（a）），岩块的岩性为灰岩，天然重度为 26.7 
kN/m3，断裂韧度为 2.12 MPa·m1/2，泊松比为 0.2，黏
聚力 c为 4 MPa，内摩擦角为 38°。该缓倾岩体边坡
的地质模型如图 7（b）所示，该边坡临空岩块包含 5
个宏观链，6层岩层，总计 15块可能崩落的岩块。根
据现场调查发现在#62岩块后部存在一条平行于坡面，

长约 40 m，宽约 15 cm的裂隙。采用第 1节构建的复
杂缓倾层状岩体边坡稳定性分析方法对重庆綦江羊叉

河缓倾层状岩体边坡进行计算分析，计算结果见表 1。
从表 1 中各岩块的稳定系数值可以看出，#62 岩块稳
定系数最小，为 1.02，该岩块处于欠稳定状态。因此，
#62岩块将最先脱离后部母岩。当#62岩块脱离母岩后，
其自重全部施加在#52岩块，导致#52岩块受到的作用
瞬间增大，进而诱发#52 岩块和#61 和#62 岩块同时掉
落。#52、#61 和#62 岩块掉落后，羊叉河缓倾层状岩
体边坡的第 1，2条宏观链消失，即坡面后退 7.2 m。
该计算结果与现场调查结果基本一致。 

3  数值模拟分析 
3.1  岩块断裂稳定性分析 

数值模拟分析以重庆綦江羊叉河缓倾层状岩体边

坡为分析对象。本文采用的数值模拟软件为 ANSYS。 

 

图 7 重庆綦江羊叉河缓倾层状岩体边坡 

Fig. 7 Gently inclined bedding rock mass slope in Yangchahe Qijiang County, Chongqing 

表 1 各岩块的稳定性分析表 

Table 1 Stability analysis of rock blocks 
序

号 
岩块

编号 
高度
Hi/m 

厚度
Bi/m 

贯通长度
a/m 

弹性模量
E/MPa 

重度

γ/(kN·m-3) 
临界应力强度因

子 KIC/(MPa·m1/2) 
联合应力强度因子

Ke/(MPa·m1/2) 
FSij 

1 61 3.30 2.80 2.20  57440 26.7 2.12 0.86  2.46 
2 52 5.80 4.40 3.87  57440 26.7 2.12 1.86  1.14 
3 62 3.30 4.40 2.20  57440 26.7 2.12 2.10  1.02 
4 43 4.90 3.10 2.45  57440 26.7 2.12 1.23  1.73 
5 53 5.80 3.10 2.90  57440 26.7 2.12 1.56  1.36 
6 63 3.30 3.10 1.65  57440 26.7 2.12 1.45  1.46 
7 34 7.40 4.00 2.47  57440 26.7 2.12 1.64  1.29 
8 44 4.90 4.00 1.63  57440 26.7 2.12 1.21  1.75 
9 54 5.80 4.00 1.93  57440 26.7 2.12 1.49  1.42 

10 64 3.30 4.00 1.10  57440 26.7 2.12 1.14  1.86 
11 25 4.90 2.90 1.63  57440 26.7 2.12 1.22  1.74 
12 35 7.40 2.90 2.47  57440 26.7 2.12 1.74  1.22 
13 45 4.90 2.90 1.63  57440 26.7 2.12 1.89  1.12 
14 55 5.80 2.90 1.93  57440 26.7 2.12 1.96  1.08 
15 65 3.30 2.90 1.10  57440 26.7 2.12 1.39  1.53 
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表 2 各岩块稳定系数数值模拟结果 

Table 2 Results of numerical simulation for stability coefficient of blocks 

序号 岩块编号 高度 Hi/m 厚度 Bi/m 贯通长度 a/m 
临界应力强度因子 

KIC/(MPa·m1/2) 

联合应力强度因子

Ke/(MPa·m1/2) 
FSij 

1 61 3.30 2.80 2.20  2.12 0.82  2.59  
2 52 5.80 4.40 3.87  2.12 1.80  1.18  

3 62 3.30 4.40 2.20  2.12 2.09  1.01  
4 43 4.90 3.10 2.45  2.12 0.99  2.14  

5 53 5.80 3.10 2.90  2.12 1.77  1.20  
6 63 3.30 3.10 1.65  2.12 1.25  1.70  

7 34 7.40 4.00 2.47  2.12 1.52  1.39  
8 44 4.90 4.00 1.63  2.12 1.08  1.96  

9 54 5.80 4.00 1.93  2.12 1.61  1.32  
10 64 3.30 4.00 1.10  2.12 1.18  1.80  

11 25 4.90 2.90 1.63  2.12 1.19  1.78  
12 35 7.40 2.90 2.47  2.12 1.92  1.10  

13 45 4.90 2.90 1.63  2.12 2.09  1.01  
14 55 5.80 2.90 1.93  2.12 2.19  0.97  

15 65 3.30 2.90 1.10  2.12 1.49  1.42  

将图 7（b）的地质剖面图概化建立模拟的模型，其尺
寸和块体编号见图 8。图 8中，模型的宽 60 m，高 54 
m。模型主要有灰岩和泥岩两种材料，灰岩的材料参
数见第 2节。泥岩弹性模量为 20 GPa，天然密度为 2.3 
×103 kg/m3，泊松比为 0.25，c取 2 MPa，φ取 32°。
岩层间的摩擦系数为 0.35。重庆綦江羊叉河缓倾层状
岩体边坡的有限元模型和网格划分图见图 9。采用
ANSYS 计算各岩块结构面的应力强度因子，计算结
果见表 2。将 ANSYS 模拟的结果与本文建立的复杂
缓倾层状岩体边坡稳定性分析方法计算值进行对比，

对比曲线如图 10所示。图 10中的两条曲线表明数值
模拟的结果与本文计算的结果基本一致，即说明本文

建立的复杂缓倾层状岩体边坡为边坡稳定性分析方法

是合理的。 

图 8 几何模型和岩块编号图 

Fig. 8 Geometrical sizes and numbering 

 

图 9 有限元模型 

Fig. 9 Meshes for numerical model 

图 10 数值模拟与理论计算值对比 

Fig. 10 Comparison between numerical and theoretical results 

3.2  羊叉河缓倾岩体边坡破坏规律分析 

 假设模型的 x轴以坡面的法向方向且指向坡内侧
为正，反之为负；Y轴以竖直向下为正，反之为负；z
轴垂直于 xy坡面向里为正，反之为负。模拟后得到的
重庆綦江羊叉河缓倾层状岩体边坡内力云图见 11～
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13。图 11是重庆綦江羊叉河缓倾层状岩体边坡总位移
云图，图中红色为正的位移，蓝色为负的位移。图 11
表明最大总位移值是 0.46 mm，位于#61块体，说明重
庆綦江羊叉河缓倾层状岩体边坡主要表现为崩落破

坏。图 12是 von mises应力云图，最大值位于#55块
体裂隙尖端处；#62 块体上部的应力相对边其它部位
的应力显著增大，该现象与现场#62 块体上部有张拉裂
隙的现象吻合。图 13为第 3主应变分布图，最小值出
现在岩腔内壁处，其值为-7.84×10-5。岩腔的应变值很

大，应变方向指向向岩腔，因此岩腔内壁会最先破坏。 

图 11 总位移分布图 

Fig. 11 Distribution of total displacement 

图 12 von mises应力云图 

Fig. 12 Clouds of Von Mises stress 

图 13 第 3主应变云图 

Fig. 13 Clouds of third principal strain 

4  结    论  
（1）本文基于断裂力学和材料力学，以复杂缓倾

角岩体边坡为研究对象，建立了复杂缓倾角岩体边坡

层间荷载和稳定系数的计算方法。该方法不仅能计算

出各岩块的稳定系数，也可揭示出复杂缓倾角岩体边

坡中各不稳定岩块的崩落顺序。 
 （2）以重庆綦江羊叉河缓倾岩体边坡为例，利用
本文建立的复杂缓倾角岩体边坡稳定系数的计算方法

计算了边坡各岩块的稳定系数，计算结果与边坡现场

破坏情况基本一致。 
 （3）以重庆綦江羊叉河缓倾岩体边坡为例，利用
有限元分析方法，计算出了各个岩块的稳定系数，模

拟结果与本文方法的计算结果基本一致，证明本文建

立的计算方法是合理的。 
 （4）通过有限元方法分析了重庆綦江羊叉河缓倾
岩体边坡的破坏模式和规律，并揭示出压力为边坡下

部岩腔破坏的主要诱因。 
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第七届中国水利水电岩土力学与工程学术研讨会（1号征文通知） 

主办单位：中国水利学会岩土力学专业委员会 

承办单位：湖南大学，中国电建集团中南勘测设计研究院

有限公司，长沙理工大学，湖南科技大学，南京水利科学研究

院，中国水利水电科学研究院，长江科学院，河海大学等 

协办单位：《岩土工程学报》编辑部，《岩土力学》编辑

部，《湖南大学学报》编辑部等 

为了应对社会快速发展和解决能源短缺问题，我国水利水

电基础建设仍然方兴未艾。与此同时，在“一带一路”国家战

略的实施过程中，水利水电基础设施建设也将面临新的技术难

题。为了深刻认识和深入探讨我国水利水电工程建设开发中遇

到的新的岩土工程基础科学和建设技术问题，“第七届中国水

利水电岩土力学与工程学术讨论会”定于2018年8月中下旬在

湖南省长沙市举行，将以“一带一路”战略实施过程中的水利

水电工程建设为背景，对我国近年来水利水电岩土工程和工程

领域的最新技术开展广泛的学术交流。 
会议议题：①岩土体基本性质；②岩土工程物理与数值模

拟技术；③水利水电工程建设与环境协调；④高坝及边坡工程；

⑤隧道与地下洞室工程；⑥海洋岩土工程；⑦岩土工程中的新

技术与新材料；⑧重大岩土工程实录；⑨“一带一路”战略实

施中的水利水电岩土工程。 

论文征稿：论文全文请于2018年1月31日前，电邮至会议

秘书处邮箱hnugeo2018@163.com，审查结果将于2018年3月30
日通知。根据审查意见，作者修改后的论文终稿请于2018年4

月30日前电邮至会议秘书处邮箱hnugeo2018@163.com。论文
限6页以内，论文格式参考《岩土工程学报》。会议论文邮箱 

hnugeo2018@163.com。本次会议优秀论文将推荐在《岩土工
程学报》、《岩土力学》、《湖南大学学报》等正刊或增刊上

发表。热忱欢迎相关领域的研究、勘察、设计、施工的科技工

作者及研究生踊跃投稿。论文请控制在 6页以内。正式论文要

求以电子邮件提交大会秘书组邮箱。来稿请注明作者详细通讯

地址、E-mail及联系电话。 

重要日期：2017年11月15日论文摘要投稿截止；2018年1
月30日论文全文投稿截止；2018年3月30日论文审稿结果通知；

2018年4月30日论文终稿提交截止；2018年8月中下旬会议召
开。 

秘书处联系方式：地址湖南省长沙市麓山南路1号，湖南大
学土木工程学院（410082），hnugeo2018@163.com。会议咨询及

联系人：康馨18392218715；周苏华13677312005；刘晓明
18975189922；张桂荣13814068823。

（中国水利学会岩土力学专业委员会   供稿） 
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水泥固化的风积沙地基扩展基础抗拔试验研究 
盛明强

1
，乾增珍

2
，鲁先龙

3
 

(1. 南昌大学，江西 南昌 330031；2. 中国地质大学（北京），北京 100083；3. 中国电力科学研究院，北京 100192) 

摘  要：沙漠风积沙地基结构松散、稳定性差、承载力低，利用水泥作为固化剂固化稳定风积沙，形成水泥固化风积
沙地基是改善其不良工程特性的有效手段。将取自内蒙古库布齐沙漠的现场风积沙重塑为 3%含水率的试验用风积沙，
向其中掺入 6%普通硅酸盐水泥经充分拌和形成水泥固化风积沙填料，完成了水泥固化风积沙地基中 9个扩展基础模型
抗拔试验。结果表明，风积沙水泥固化方法可显著提高风积沙抗拔承载性能。上拔荷载作用下，当水泥固化风积沙扩

展基础抗拔深度与底板边长比值小于 3.5时，其荷载–位移曲线呈 2阶段变化：初始弹性段—峰值荷载、峰值荷载后破
坏段，极限抗拔承载力对应的位移与底板边长比值变化范围为 0.04%～1.05%，平均 0.54%。按“土重法”确定的水泥
固化风积沙“上拔角”远大于天然风积沙。 
关键词：沙漠；风积沙；水泥固化风积沙；抗拔试验 
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Uplift load tests on model spread foundations in cement-stabilized aeolian sand 
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Abstract: Aeolian sands are inherently very low in strength and very high in compressibility because they are loose, 

cohesionless and easily movable. The cement-stabilization of aeolian sand may be an alternative method to improve the 

mechanical characteristics of aeolian sand in the desert areas. In this study, the aeolian sand samples collected from the Hobq 

Desert are remoulded with a moisture content of 3%, and a relatively small amount of cement of 6% by weight of dry aeolian 

sand is added to the aeolian sand backfill. A total of 9 uplift load tests are carried out to investigate the uplift performance of 

model spread foundations embedded in cement-stabilized aeolian sand. The experimental results demonstrate that the 

cement-stabilized aeolian sand has a typical brittle nature, and two-phase pre-peak and post-peak behaviours of 

load–displacement responses are observed in all the tests on the model spread foundations embedded in the cement-stabilized 

aeolian sand. Under uplift loading, when the normalized embedment ratio of depth to basement width for spread foundations is 

less than 3.5, the displacement corresponding to the ultimate uplift resistance ranges from 0.04%～1.05% of the basement 

width, with an average of 0.54%. Based on the uplift capacity of shallow spread corresponding to the peak failure resistances, 

the magnitudes of the slope angle α of the dead weight method are calculated for each of the spread foundations. Compared to 

the natural aeolian sand, the significant increases in uplift resistance and slope angle α of the dead weight method can be 

obtained for model spread foundations subjected to uplift in the cement-stabilized aeolian sand, irrespective of embedment 

ratios of H/D. 

Key words: desert; aeolian sand; cement-stabilized aeolian sand; uplift load test 

0  引    言 
中国沙漠地区石油、天然气资源丰富，迫切需要

建设输电线路、完善电网结构，满足资源开发需求[1]。

地基基础的抗拔承载性能是影响输电线路运行安全的

重要因素[2]。但沙漠风积沙结构松散、黏粒含量少而

无黏聚强度、稳定性差、承载力低，且受常年频繁的

风力搬运和风蚀，流动性大。因此沙漠地区工程电网

工程建设难度大、成本高[3-5]。为提高风积沙地基抗拔

承载力，在天然风积沙中掺入一定质量的水泥，充分

拌和后作为输电线路杆塔基础工程的回填料，经回填
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压实后，回填料中水泥矿物、风积沙中的水、风积沙

中的矿物成分之间将发生一系列的物理化学反应和作

用，所生成胶凝物质填充风积沙孔隙，产生固化效应

强化风积沙颗粒间接触面性能与胶结连接作用，大大

改善天然风积沙强度和变形特征，形成具有稳定强度

的水泥固化风积沙地基[6-8]。沙漠风积沙水泥固化是土

体固化/稳定技术的一种形式，也是“因地制宜、就地
取材”提高地基承载性能的一种有效手段

[9]
。 

土体固化/稳定技术已有 50多年历史[10]
，国内外

学者已针对滩涂淤泥及滨海软土[11-12]、盐渍土[13]、膨

胀土[14-15]以及粉土[16]等不同类型土体，在固化剂选取

与配置、固化机理、固化土性质与工程应用等方面开

展了有益的探索和研究工作。但风积沙固化稳定方面，

目前国内外研究工作主要是集中在改善风积沙地基的

路用性能方面[6-9，17－18]，还尚未见对固化风积沙的抗

拔性能研究的相关文献报道。 
本文采用内蒙古达拉特旗库布齐沙漠的风积沙试

样，将其重塑为 3%含水率的试验用风积沙，并向其
中掺入 6%的普通硅酸盐水泥以形成水泥固化风积沙，
测试了风积沙、水泥固化风积沙强度与变形性质，完

成了水泥固化风积沙地基中 3 种底板尺寸、3 种基础
埋深的 9个扩展基础模型抗拔承载性能试验。随着中
国“一带一路”国家战略实施，越来越多的具有战略

意义和关系国计民生的基础设施将建设在沙漠腹地或

穿越沙漠，基础抗拔工程日益增多，水泥固化风积沙

地基扩展基础抗拔试验成果可为相关工程提供参考。 

1  试验方案 
1.1  风积沙取样及其性质 

试验风积沙取自内蒙古达拉特旗库布齐沙漠，由

现场取样运回实验室。通过室内试验得到试验风积沙

粒径级配累积曲线如图 1所示[19]。图 1表明，试验风
积沙级配曲线较陡，粒径分布集中，属于细砂，其中

D10 = 0.09 mm，D30 = 0.12 mm，D50 = 0.15 mm，D60 = 
0.17 mm。 

图 1 试验风积沙颗粒级配曲线 

Fig. 1 Particle-size distribution curve of aeolian sand 

试验及统计资料表明[9、20-23]，沙漠风积沙天然含

水率的变化范围为 0～4%，一般多在 3%左右。本研
究旨在仅利用风积沙中的天然含水率，而无需现场添

加水分，实现风积沙的水泥固化。为此，将现场取回

的风积沙沙样重塑成 3%含水率的试验风积沙，实测
其重度为 14.5 kN/m3。 
图 2为 100，200，300，400 kPa4种正应力作用

下，3%含水率的重塑风积沙剪切应力–剪切位移和剪
切位移–竖向位移关系曲线。根据莫尔–库仑强度准则
进行抗剪强度拟合结果[19]，试验用重塑风积沙黏聚强

度近似等于 0，内摩擦角为 36.1°。 

图 2 含水率 3%试验风积沙直剪试验结果 

Fig. 2 Shearing test results of aeolian sand with moisture content  

of 3% 

1.2  风积沙水泥固化方案及其性质 

风积沙是经过风力自然搬运分级的一种硅质材

料，其矿物成分相对稳定，含有大量的活性成分无定

型 SiO2，一般在 65%以上，其次为 Al2O3，约占 10%
左右，CaO约占 8%左右，其他化学成分还有 Fe2O3，

MgO，Na2O，K2O等[5，24-26]。 
风积沙矿物成分与水分为其固化提供了物质基

础。当水泥与风积沙拌和后，水泥矿物与风积沙中的

水分发生水解和水化反应，同时从溶液中分解出氢氧

化钙并形成其它水化物。水泥、水及风积沙颗粒间的

一系列物理化学反应形成了水泥固化风积沙强度的主

要来源，成为风积沙的固化提供了物质基础[27-28]。 
文献[4]试验研究了含水率 3%的风积沙在掺入

3%，6%和 9%三种掺量的普通硅酸盐水泥（P.O42.5）
后所形成的固化风积沙的抗剪强度。结果表明，当水

泥掺量小于 6%时，固化风积沙黏聚强度随水泥掺量
的增加而呈显著的增长趋势。而当水泥掺量超过 6%
时，黏聚强度反而下降。据此，本次扩展基础抗拔试

验的水泥固化风积沙也选择含水率 3%试验风积沙中
掺入 6%的普通硅酸盐水泥（P.O42.5）而形成，实测
其重度为 14.8 kN/m3。 
图 3为含水率 3%风积沙中掺入 6%水泥固化风积

沙试样28 d养护期后直剪试验结果，得到其内摩擦角、
黏聚强度分别为 30.2°和 43.6 kPa。与 3%含水率重塑
风积沙相比，水泥固化风积的黏聚强度显著提高，而



第 12期                     盛明强，等. 水泥固化的风积沙地基扩展基础抗拔试验研究 

 

2263 

内摩擦角反而有所降低。 

图 3 含水率 3%，6%水泥掺量的固化风积沙直剪试验结果 

Fig. 3 Shearing test results of cement-stabilized aeolian sand with 

moisture content of 3% and cement content of 6% 

1.3  模型槽及试验基础尺寸 

考虑到风积沙自稳特性及现场施工条件，沙漠地

区输电线路杆塔的基础一般选用钢筋混凝土扩展基

础，并采用开挖回填方法施工[4]。本次水泥固化风积

沙扩展基础试验模型槽及上拔试验装置如图 4所示。 

图 4 模型槽及上拔试验装置 

Fig. 4 Schematic diagram of uplift model tests 

模型试验槽长、宽、高的净尺寸分别为 3.5，3.5，
2.0 m。模型基础底板采用钢筋混凝土制作，厚度相同，
均为 0.06 m，底板边长 D分 0.1，0.2，0.3 m 3种规格，
立柱采用直径 36 mm预埋圆钢模拟。 
试验过程中通过回填不同厚度 ht的水泥固化风积

沙，研究 3种底板尺寸、3种埋置深度下的 9个扩展
基础抗拔性能。各模型试验基础参数如表 1所示。 
1.4  水泥固化风积沙的回填 

如图 4所示，所有试验中回填的水泥固化风积沙
均采用相同方法制作完成。首先将现场取回的风积沙

重塑成 3%含水率的试验风积沙，再向其中掺入 6%的
普通硅酸盐水泥（P.O42.5），最后采用人工方法多次
充分拌合均匀，形成试验用水泥固化风积沙回填料。 
各基础试验的水泥固化风积沙地基均采用人工分

层夯实方法回填，分层厚度 300 mm，按照重度 14.8 
kN/m3计算和控制每一层的回填沙量，分层回填直至

相应试验固化风积沙回填标高，夯实过程中的人员和

工具基本相同，以减小不同基础试验风积沙回填质量

的差异。 
表 1 抗拔基础设计参数及其试验结果 

Table1 Design parameters and load test results of all foundations 
底板边

长 D 
/m 

埋深 
ht/m 

深宽比
ht/D 

抗拔极限

承载力 
Tu/kN 

极限荷载对

应位移 
su/mm 

su/D 
/% 

上拔角 
α /(°) 

0.10 0.15 1.5 8.44 1.58 1.05 84.8 
0.10 0.25 2.5 10.86 2.13 0.85 80.0 
0.10 0.35 3.5 12.10 0.14 0.04 74.4 
0.20 0.30 1.5 22.18 1.44 0.48 80.5 
0.20 0.50 2.5 25.60 1.10 0.22 71.1 
0.20 0.70 3.5 27.64 6.53 0.93 61.0 
0.30 0.45 1.5 32.24 4.04 0.90 75.1 
0.30 0.75 2.5 39.47 1.64 0.22 61.8 
0.30 1.05 3.5 44.60 1.67 0.16 49.5 

所有试验基础的回填水泥固化风积沙养护时间为

28 d，达到养护时间后即开展相关基础上拔试验。图 5
为经28 d养护并完成试验后所开挖出的固化风积沙地
基土体。实测得其重度为 14.8 kN/m3，表明水泥固化

风积沙的回填控制标准取得了较好的效果。 

 

图 5 开挖后的水泥固化风积沙地基 

Fig. 5 Excavated cement-stabilized aeolian sand sample 

1.5  试验加载方法 

如图 4所示，试验上拔力采用手拉葫芦加载，由
拉力传感器显示荷载值，并采用人工方法加载、补载，

并实现荷载维持。试验采用慢速维持荷载法加载[29]，

即试验前将基础预估抗拔极限承载力分为 10等分，由
此确定每一级试验工况所对应的荷载增量及其荷载

值。试验中第 1次加载量为荷载分级增量的 2倍，以
后按荷载分级的增量逐级等量加载。所有试验基础均

做到极限破坏，然后停止试验，无卸载段。 

2  试验结果与分析 
2.1  荷载位移特性 

图 6是所有试验基础的抗拔荷载–位移曲线。分
析 9个试验基础的荷载–位移曲线，可得到水泥固化
风积沙地基扩展基础的抗拔承载特性： 
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图 6 各抗拔试验基础荷载–位移曲线 

Fig. 6 Measured uplift load-displacement curves of all tests 

（1）水泥固化风积沙扩展基础抗拔荷载–位移曲
线均呈 2阶段变化规律：初始弹性段至峰值荷载以及
峰值荷载后的破坏阶段。在初始弹性段，基础位移随

上拔荷载的增加，荷载–位移曲线近似为直线，基础

上拔位移变化较小。而当试验基础达到其抗拔极限承

载力 Tu后，其荷载荷载–位移曲线又呈现出 2种变化
趋势：①基础保持残余强度而位移急剧增大，②基础

承载力随位移增加而迅速下降。表 1给出了各试验基
础的抗拔极限承载力 Tu及其对应的位移 su。 
（2）在达到极限承载力前，各基础塑性变形很小，

甚至没有塑性变形。而当基础达到极限抗拔承载力时，

水泥固化风积沙的粒间接触与胶结连接作用迅速破

坏，承载力达到峰值。总体上看，水泥固化风积沙地

基扩展基础抗拔性能呈明显脆性破坏特征。表 1结果
表明，水泥固化风积沙扩展基础抗拔极限承载力对应

位移移 su 与底板边长 D 的比值 su/D 变化范围为
0.04%～1.05%，平均值为 0.54%。而 Berardi 等[30]、

Consoli等[31]研究表明，水泥固化粗砂土浅基础下压极

限承载力对应地基位移的平均值约为底板边长的

1.0%左右。相比较而言，水泥固化风积沙中扩展基础
抗拔极限承载力对应位移移则小得多。 

（3）根据表 1试验结果，可得到抗拔极限承载力
随基础深宽比 ht/D 和底板尺寸 D 的变化规律如图 7
所示。抗拔极限承载力随基础深宽比、底板尺寸的增

加而增加增加。总体上看，增大底板尺寸可较好地提

高基础极限抗拔承载力。 
2.2  地表裂缝开展及其分布特征 

图 6表明，水泥固化风积沙扩展基础抗拔荷载–
位移曲线呈 2阶段变化规律的脆性破坏特征。在加荷
初期，荷载–位移曲线近似成直线，位移增加速率非

常缓慢，地表无明显位移变化。随着荷载持续增加，

基础达到其抗拔极限承载力，水泥固化风积沙的固化

效应被迅速破坏，基础上拔位移迅速增大，破裂面随

即发展到地表，固化风积沙地基产生剪切破坏而丧失

承载能力，地表裂缝分布范围不断扩大。图 8以底板
边长 D=0.2 m为例，基础破坏时典型地表裂缝分布情

况，其他底板边长的基础破坏裂缝分布规律也类似。

图 8表明，当基础底板尺寸相同时，地表裂缝分布特
点随基础深宽比 ht/D 而呈现出规律性变化。当 ht/D 
=1.5时，地表裂缝分布范围较大，且以基础为中心，
由里及外分为 3个区域：靠近基础立柱周边地表的径
向裂缝区域；环向和径向裂缝共有区域；径向裂缝区

域。而当 ht/D 从 2.5增加到 3.5时，地表裂缝以径向
为主，且分布范围不断变小。 

图 7 极限抗拔承载力随基础深宽比和底板尺寸变化规律 

Fig. 7 Relationship among ultimate uplift resistances and 

normalized embedment ratio and basement width for all tests 

3  水泥固化风积沙抗拔性能计算 
国内外对扩展基础的抗拔稳定性计算，多采用经

验性的“土重法”[29，32-33]，其假设上拔荷载作用下的

抗拔土体破裂面为倒锥体，计算模型如图 9所示。图
中：H为基础埋深（m）；ht为基础抗拔计算深度（m），
ht=H-t，；t为下台阶高度（m）；D为底板边长（m）；
α 为抗拔倒锥体表面与垂直面的夹角，称为“上拔
角”，反映地基基础抗拔承载性能的经验参数（°）。 
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图 8 基础破坏时典型地表裂缝分布 

Fig. 8 Rupture surface distribution of cement-stabilized aeolian  

.sand at failure 

图 9 扩展基础抗拔“土重法”计算模型 

Fig. 9 Diagram of dead weight method for uplift bearing capacity  

for spread-type foundations 

随基础埋置深度的不同，抗拔扩展基础一般呈现

浅基础和深基础 2种破坏模式[32]，分别如图 9（a）和
图 9（b）所示。当 ht≤hc时，抗拔土体滑动破裂面仅

为倒锥面。而当 ht>hc时，抗拔土体滑动破裂面由临界

埋深以下的柱状面和临界埋深以上倒锥面组成。通常

称 hc基础临界埋深。 
“土重法”认为基础抗拔极限承载力由基础自重

及抗拔倒锥体内的土体重量 2部分组成。对图 9中的
2种破坏模式，抗拔承载力均可为 

s t 0 f = ( )+T V V Gγ −   ，          (1) 
式中，T 为基础抗拔极限承载力（kN），Gf为基础自

重（kN）， s γ 为回填的水泥固化风积沙地基计算重度
（kN/m3），V0为基础体积（m3），Vt为抗拔倒锥体范

围内的地基土体的体积。 
当 ht≤hc时 

2 2 2
t t t t

42 tan tan
3

V h D Dh hα α = + + 
 

 ， (2) 

当 ht>hc时 
2 2 2 2

t c c c t c
42 tan tan ( )
3

V h D Dh h D h hα α = + + + − 
 

。

(3) 
国外相关研究成果均表明，抗拔基础临界埋深 hc 

一般取 3～4倍基础底板尺寸，即 hc/D = 3～4[29，32-33]。

本文试验基础 hc/D变化范围为 1.5～3.5，各基础可按
浅基础破坏模式进行计算。由此，根据表 1各试验基
础抗拔极限承载力，按式（1）、（2）可计算得到各试
验基础水泥固化风积沙“上拔角”，结果列于表 1。图
10为“上拔角”α 随基础深宽比变化规律。 

图 10 上拔角α 随基础深宽比变化规律 

Fig. 10 Relationship between angle α  and embedment ratio H/D 

 for all model tests 

如表 1和图 10所示，水泥固化风积沙地基“上拔
角”与基础底板尺寸、基础抗拔埋深及基础深宽比等

因素有关。当基础底板边长相同时，“上拔角”随深宽

比（ht/D）的增大而减小，即埋深越大，“上拔角”越
小。当深宽比（ht/D）相同时，“上拔角”随基础底板
边长的增加而减小。因此，实际工程中，需要合理确

定基础结构尺寸及其埋置深度。 
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国内学者[3，34-35]结合中国西部电网建设，先后在

新疆塔克拉玛干沙漠和宁夏毛乌素沙漠开展了风积沙

地基杆塔基础抗拔承载性能现场试验。试验表明，天

然风积沙抗拔性能较差，其“上拔角”一般为 10°～
15°。表 1试验结果表明，水泥固化风积沙的“上拔
角”远高于天然风积沙地基。水泥固化风积沙方法显

著地提高了风积沙抗拔承载性能。 

4  结     论 
（1）水泥固化风积沙扩展浅基础的抗拔荷载–位

移曲线呈典型的 2阶段变化规律：初始弹性段—峰值
荷载、峰值荷载后破坏段。极限抗拔承载力对应位移

与底板边长比值的变化范围为 0.04%～1.05%，平均值
为 0.54%。 
（2）水泥固化的风积沙地基扩展基础抗拔承载性

能较天然风积沙显著提高。按“土重法”计算得到水

泥固化风积沙“上拔角”远大于天然风积沙。但水泥

固化风积沙的计算“上拔角”与基础底板尺寸、基础

抗拔埋深及基础深宽比等因素有关。工程设计时宜合

理确定基础底板尺寸和埋深。 
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基于环剪试验的汶川地震大型滑坡启动机理探索 
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摘  要：2008年 5·12汶川地震触发了大量滑坡灾害，牛眠沟滑坡是发生于震中的同震大型滑坡。经过现场调查，该滑
坡启动后即与对岸山梁相撞并产生 20 m爬高，估算速度达 19.8 m/s，表现出高速启动特征。取滑带材料进行室内环剪
试验，结果表明试样在不排水条件下具有很高的剪切液化能力，且动剪应力下容易液化，液化后材料视摩擦角仅为    
9.4°，从而得出地震滑带材料液化可能导致牛眠沟滑坡高速启动。通过能量方法，估算了不排水动剪试验材料的液化
能量和地震过程通过滑带的地震能量。结果表明，滑带材料破坏所需峰值加速度为 192 gal，液化所需能量为 2.3×104 
J/m2；汶川地震沿滑带方向提供最大地震加速度为 799 gal，从而满足滑带液化的能量条件，并推测滑坡可能在地震初
期突然触发。 
关键词：牛眠沟滑坡；汶川地震；环剪试验；高速滑坡；滑坡启动 
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Initiation of a large landslide triggered by Wenchuan earthquake                       
based on ring shear tests 

CUI Sheng-hua1, 2, PEI Xiang-jun1, WANG Gong-hui2, HUANG Run-qiu1 
（1. State Key Laboratory of Geohazard Prevention and Geoenvironment Protection (Chengdu University of Technology), Chengdu 

610059, China; 2. Disaster Prevention Research Institute, Kyoto University, Uji 6110011, Kyoto, Japan） 

Abstract: A great number of landslides were triggered during the 2008 Wenchuan earthquake. Among them, the Niumiangou 

landslide is the large-scale landslide in the epicenter area. The site investigation shows that the landslide mass collides to the 

NE side of the valley immediately after initiation. The moving velocity estimated is 19.8 m/s, suggesting the characteristics of 

high initial velocity. The materials are taken from the source area and a series of ring-shear tests are conducted. The results 

show that the materials have a high liquefaction potential under undrained condition. They are easy to liquefy and the apparent 

friction angle is only 9.4° under undrained cyclic loading condition. The liquefaction of the materials in sliding zone during 

earthquake may cause the initiation with high velocity of Niumiangou landslide. Through an energy approach, the dissipated 

energy in cyclic loading tests and the possible energy dissipated to the soil layer in the slope by the earthquake are estimated. 

The peak acceleration for triggering sample failure is 192 gal, and the energy for sample liquefaction is 2.3×104 J/m2. It is 

inferred that the possible seismic energy that can be dissipated to initiate the slope failure on the source area can be much 

greater than the value required for the initiation of liquefaction failure. The slope instability might have been occurring several 

seconds after the arrival of seismic motion. 

Key words: Niumiangou landside; Wenchuan earthquake; ring shear test; high-speed landslide; initiation of landslide 

0  引    言 
2008年四川汶川发生了里氏 8.0级地震，震源深

度 19 km，震中位于四川西北、距成都 80 km的映秀
镇[1]。该地震发震断裂为北川—映秀断裂，起于映秀，

呈南西—北东延伸至青川，全长 270 km[2-3]。地震造

成了大量地质灾害，其中仅滑坡灾害即达数万余处[4-5]

（滑坡数量由于研究者统计方法、数据精度、规模尺

度等不同而有差异），它们沿地表破裂带分布于 4400 
km2 的椭圆区域[6]。前人对于汶川地震滑坡类型和分

布已有较多研究，大型单体滑坡，如安州区大光包滑
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坡（1.2×109 m3）、清平文家沟滑坡（2.7×107 m3）、青

川东河口滑坡（1.5×107 m3）等也获得了大量关注[7-9]；

尤其是这些滑坡的启动和运动机理。Dai 等[10]提出汶

川地震逆冲断层突然错动可能触使滑坡骤然启动，Yin
等[11]认为气垫效应是大型滑坡远程运动原因，Wang
等[12]通过实例研究提出沟道崩积层地震液化为滑坡

物质高速远程运动提供了条件，Yang等[13]通过岩石高

速摩擦试验认为滑带岩体高速摩擦熔融导致抗剪强度

降低可能是滑坡的远程滑动机理，胡明鉴等[14]基于环

剪试验提出剪切过程滑带高孔压和“速度弱化”可能

是滑坡加速机理。 
汶川地震较多实例表明，一些大型滑坡具有高速

启动特征，黄润秋等[15]提出强烈地震动是促使滑坡高

速启动成因，Dai 等[10]认为逆冲断层突然错动为滑坡

启动提供了动力条件。对于地震过程滑坡滑带强度骤

降机理还研究较少；同时，目前所研究大型滑坡，如

大光包滑坡、文家沟滑坡、东河口滑坡等，多分布于

断裂带中部和北部，对于南部（包括震中）的大型滑

坡研究较少。 
牛眠沟滑坡以 7.5×106 m3的滑坡体积成为震中最

大规模滑坡，许强等[16]提出该滑坡的形成与强地震动

相关，邢爱国等[17]通过数值模拟再现了滑坡运动和堆

积过程，Zhang 等[18]认为气垫效应可能导致该滑坡高

速远程。前人研究都基于现场调查提出机理模型，本

文通过系列室内实验和计算分析探讨滑坡启动机理。 

1  牛眠沟滑坡概况 
牛眠沟滑坡位于汶川断裂带南段（图 1）的汶川

县映秀镇（北纬 30.99°，东经 103.36°），属高山峡
谷地形。该区年降雨量 1285 mm，水系汇于主干道—
岷江。区内岩性以花岗岩、砂岩及第四系崩坡积、残

坡积、冲洪积层为主，岩体较为破碎。 
在汶川地震所触发的 112个大型滑坡[16]（单体滑

坡面积>0.5 km2）中，牛眠沟滑坡是震中唯一的大型

滑坡，滑坡面积达 4.07×105 m2[16]，最大长度为 2.8 
km，最大垂直高差为 0.85 m。滑坡物质失稳后，沿两
个坡度均小于 12°沟谷（莲花心沟和牛眠沟）移动了
约 2 km（图 2）。汶川地震断裂呈北东向从研究区通
过，区内多数滑坡发育于断裂上盘，可以推测地震中

上盘遭受了强烈地震动。牛眠沟滑坡滑源区位于断裂

上盘，其失稳方向与发震断裂走向小角度相交。 
牛眠沟滑坡滑源区面积 1.9×105 m2，平均坡度 30°，

高差 300～350 m，宽度 300～400 m。滑源区为花岗
岩地层，风化卸荷强烈（图 3）。滑源区滑体残留较少，
且残留物粒径<4 mm占到 35%～50%，>1 m的大块石

含量不足 10%。牛眠沟滑坡滑源区位于莲花心沟沟头，
莲花心沟具有流水；滑带位于坡表以下逾 10 m，带内
岩体经历构造碎裂和热液胶结，方解石脉发育；岩石

块体内部和沿方解石脉的拉张裂隙发育[18]，这些裂隙

新鲜、间距小、数量多，延伸长度不大，可见地下水

从张裂隙中渗出汇入莲花心沟。 

图 1 汶川地震大型滑坡分布及牛眠沟滑坡位置 

Fig. 1 Large-scale landslides and Niumiangou landslide 

图 2 牛眠沟滑坡边界及与断层关系 

Fig. 2 Boundary of Niumiangou landslide and causation fault 

图 3 牛眠沟滑坡滑源区 

Fig. 3 Source area of Niumiangou landslide 

2  滑坡启动速度特征 
图 4为牛眠沟滑坡平面图，为详细描述滑坡过程，
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将滑坡路径分成 6段，分别为 A—B，B—C，C—D，
D—E，E—F和 F—G。通过现场调查将滑坡过程概述
如下： 
滑坡启动后，滑体以 N80°E方向冲向莲花心沟（A

—B 段）；并与沟东北岸强烈撞击（B 点），且超覆约
20 m；余势不减的滑体物质向南偏转 18°后（S72°E）
进入莲花心沟（B—C 部分，在沟岸两侧可见泥位及
铲刮痕迹）。滑坡物质于 C 点再次与沟北岸碰撞，并
超高 13 m；部分物质翻过 20 m山脊进入牛眠沟，大
部分物质转弯从沟口跌落高达 140 m陡崖，冲击到牛
眠沟沟床沉积层（D 点）。之后，滑坡物质从 D 点运
动到 F点，并最终停止于 G点。由于此间沟道方向改
变，物质于沟岸发生 3次超高，高度分别为 70，24，
26 m。牛眠沟滑坡物质基本呈流态化。 

图 4 牛眠沟滑坡平面图 

Fig. 4 Plan of Niumiangou landslide 

滑坡启动后在 B点与沟岸强烈撞击，发生超高和
转弯，表明此时滑坡具有较高速度，但从地形上滑坡

剪出口与莲花心沟左岸仅有 50 m 空间距离，不具备
滑坡运动加速条件。为进一步对启动速度进行估算，

采用 Chow[19]提出的流态物质沟谷运动速度估算公

式： 
( / )u Rg d w=   ，              (1) 

式中，R为沟道曲率半径（m），d为弯道超高（m），
w为沟道宽度（m），g为重力加速度（N/kg）。计算得
B 点速度为 19.8 m/s。分别计算各弯道运动速度，结
果表明最大速度出现在莲花心沟与牛眠沟交汇处（D
点，达 36 m/s），可能是由于较大落差带来的重力势能
向动能转化；最小速度出现在尾部弯道处（F点）。C
点和 E点速度分别为 20，22 m/s。可以看出，B点运
动速度与其余各点相差不大，表明滑坡启动时已获得

较高运动速度。 

3  环剪试验研究 
3.1  试验方法 

本文采用京都大学防灾研究所（DPRI）研制的环
剪仪（ring shear apparatus）。该仪器由 Sassa设计[20]，

并由 Sassa[21-22]进行了改进和推广，现已发展为

DPRI-4，DPRI-5，DPRI-6，DPRI-7 代功能其全的试
验系统。该装置可模拟地质体内部土质单元破坏过程

和其远距离运动过程中剪切行为，最重要的设计是它

的不排水剪切盒（图 5），剪切盒由上下半盒组成，内
部环形空间为试样室。通过下半盒内、外环镶嵌的高

耐摩性、低摩擦橡皮材料，保证在正向压力下封闭试

样室，达到不排水剪切目的[23]。通过上部加载台给试

样施加正向应力，在下剪切盒驱动下，剪切盒沿橡皮

垫转动，从而剪切试样。通过下部排水阀门控制排水

或不排水剪切条件，试验可测试剪切面孔压、剪切位

移、剪应力和正应力。本文使用 DPRI-5 环剪仪，其
剪切盒内径为 120 mm，外径为 180 mm，高度为 115 
mm。 

图 5 DPRI环剪仪设计图[23] 

Fig.5 Design of DPRI ring shear apparatus 
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试样取自牛眠沟滑坡滑源区滑带，为风化花岗岩

碎屑材料，主要成分为石英、云母和长石。首先将试

样用木锤充分击碎后在 100℃烘箱内烘干；由于环剪
仪尺寸限制，其试验盒环状空间为 30 mm，以在
DPRI-5环剪试验中尺寸大小成为不可回避问题。在操
作中，部分研究人员选择剔除粒径>4.75 mm颗粒[12]，

另外也有选择剔除粒径>2 mm颗粒[24-25]。本文为尽量

保证试样原有级配成分而选择了前者。筛除部分占试

样总质量的 25.4%，Kuenza等[26]认为，砾石含量<40%
时，材料剪切特性主要受基质材料控制，并类比相关

试验成果[12, 24-25]，认为移除砾石对本文试验基本无影

响。图 6为所得试样颗分结果，试样物理性质：比重
Gs=2.70，最小干密度 dminρ =1.56 g/cm3，最大干密度

dmaxρ =2.13 g/cm3，黏粒含量 Cn=21.2%，累积质量分
数占 50%的最大粒径 D50=0.18 mm，不均匀系数
Uc=1.15。 

图 6 试样颗分曲线 

Fig. 6 Grain-size distribution of samples 

通过干沉降方法[27]将试样放入剪切盒中。为使制

样均匀，采用漏斗放样；首先将试样装入漏斗，而后

手持漏斗绕剪切盒缓缓移动使试样均匀漏下。制样完

成后，以 2 cm/s速度转动剪切盒，测试剪切合间橡皮
垫摩擦力（图 7）。从下部阀门通 CO2和水、饱和试样。

通过 BD检测试样饱和度
[28]。首先打开上部排水阀门，

施加正应力，等孔压降为 0后将阀门关闭，然后在不
排水条件下增加正应力，同时测量孔隙水压力增量。

通过下式计算 BD： 
BD= /u σ∆ ∆   ，             (2) 

式中， u∆ 是孔压增量， σ∆ 是总正应力增量，当 BD

大于 0.95 时满足试验饱和要求。而后施加固结应力
（ iσ ）使试样固结，若试样竖向位移不再变化则表明
固结完成。 
固结后保持 iσ 不变，关闭阀门后对试样施加静力

剪切应力，或动剪应力，当剪应力超过试样抗剪强度

时试样破坏，剪切位移快速增加；当剪切到剪应力基

本恒定时（表明试样达到残余抗剪强度），试验停止，

用试验所测的峰值和残余剪应力减去环剪仪橡皮垫摩

擦力即得到试样峰值抗剪强度 τf和残余抗剪强度 τs。

为调查和分析试样材料剪切行为、液化能力、剪切强

度等基本性质，进行饱和试样的不排水静力剪切

（UDDS）、排水静力剪切（DDS）和干燥试样的静力
剪切试验（DS）；为研究试样材料在动剪切条件下孔
压增长、液化能力、液化所需能量等特性进行饱和试

样的不排水动力剪切试验（UDCS）。试验参数和结果
列于表 1。 

图 7 试验 S1橡皮垫摩擦力 

Fig. 7 Rubber frictions in test S1 

3.2  试样剪切行为及液化特征 

（1）不排水静力剪切试验 
进行不排水静力环剪试验，试验包括不同密度试

样剪切试验，不同正应力剪切试验。对于前者，分别

选用干沉降法，轻度击实和重度击实来获得 3种密度
试样（S1，S2，S3），密度分别为 1.86，1.91，1.96 g/cm3，

剪切过程中保持正应力 200 kPa不变。对于后者，选
用干沉降法制样；结合前人研究[24]，分别采用 100，
200，300 kPa三种正应力（S5，S1，S4）；对于剪应
力，可选择速度控制[24]和应力控制[29]，结合前人研究，

本文以 0.5 kPa/s施加剪应力。
表 1 试验结果 

Table 1 Results of undrained ring shear tests 

编号 试验类型 
干密度 

dρ /(g·cm-3) 
孔隙比 

e 
饱和 
BD 

正应力 

iσ /kPa 
峰值强度 

fτ  /kPa 
残余强度 

sτ /kPa 
孔压比

r 
S1 UDDS 1.86 0.45 0.99 198.0  64.3  21.8 0.91 
S2 UDDS 1.91 0.41 0.96 197.0  82.1  23.1 0.87 
S3 UDDS 1.96 0.38 0.95 198.0 140.7  34.3 0.76 
S4 UDDS 1.87 0.44 0.97 291.0 105.2  25.6 0.93 
S5 UDDS 1.84 0.46 0.98  99.7  57.2  22.6 0.96 
S6 UDCS 1.86 0.45 0.96 201.7 162.3  29.8 0.89 
S7 DDS 1.86 0.45 0.95 198.6  91.2 102.7 — 
S8 DS 1.73 0.56 — 191.4 142.3 141.7 — 
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图 8 典型不排水静力剪切试验数据 

Fig. 8 Time series data of undrained shear tests 

试样 S1 随着剪应力增加孔压逐渐增高，当到达
剪应力峰值 τf（64.3 kPa）后，剪切位移和孔压快速增
加，剪应力快速降低。随着剪切位移进一步增加，剪

应力逐渐稳定在一个较小值（SSP点），表明试样达到

残余抗剪强度（21.8 kPa），试样液化。此时孔压基
本稳定（180.1 kPa），并将此状态称为稳态，稳态时
孔压与正应力比值称为孔压比 r，对于 S1为 0.91（图
8（a））。 
与 S1 类似，随着剪应力增加孔压逐渐增高，所

不同的是在剪应力峰值前发生了剪切状态改变（PT

点），曲线表现为孔压快速下降，剪应力快速增加，

表明试样发生了扩容。当到达剪应力峰值 F点（140.7 
kPa）后，孔压再次上升，剪应力快速降低。随着剪位
移进一步增加，剪应力逐渐降低到一个较小值并基本

保持不变，即达到残余抗剪强度（34.3 kPa），试样
液化，此时孔压基本稳定（150.5 kPa），孔压比 0.76
（图 8（b））。由表 1 可以看出，与 S1 相比 S2 和
S3孔压比都偏小，可能是因为两者干密度较大，剪切
过程中发生了明显扩容。 
试验结束后，打开排水阀门待孔压消散，由剪切

应力控制转换成剪切速度控制，并以 0.5 mm/s剪切速
率剪切试样，同时以 0.5 kPa/s速率降低正应力。通过
绘制该过程中剪应力与正应力关系曲线可获得残余抗

剪强度线（RFL）（图 9），由此可知试样残余内摩
擦角，为 34.9°。 

图 10（a）为不同密度试样（S1，S2，S3）有效
应力路径。试验开始后，随有效应力逐渐减小，剪应

力逐渐增大，有效应力路径向左偏转；试样破坏后，

应力路径沿残余强度线向下发展，直至稳态点。S1和
S2 应力路径形态基本相同，S3 出现较大差别。主要
表现在 PT点后，S3 有效应力路径突然向右偏转，剪
应力和正应力增加，达到峰值后（F 点）剪应力和正
应力均降低，曲线再次向左发展，并沿 RFL线逐渐达
到稳态点，试样液化。 

图 9 残余强度线 

Fig. 9 Residue failure line (RFL) 

图 10（b）为不同正应力试样（S5，S1，S4）有
效应力路径。3条曲线形态基本相同，随着试验进行，
剪应力逐渐增加，有效应力逐渐减小。试样破坏后剪

应力降低，有效应力继续减小，有效应力路径沿 RFL
线逐渐向下发展，直至达到稳态点，试样液化。 

不同试样密度、不同正应力条件下，试样剪切过

程中都产生了较高孔压，且残余抗剪强度均降低到较

小值，表明试样极易发生液化，且液化受试样密度、

正应力影响较小。 

图 10 不排水静力剪切有效应力路径 

Fig. 10 Effective stress paths of undrained shear tests 

（2）排水和干燥静力剪切试验 
排水静力剪切试验（S7）与不排水静力剪切试样
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过程基本相同，区别是剪切过程中打开排水阀门，超

孔隙水（若产生）可排出。前者随着剪应力增加，孔

压增加，当达到试样抗剪强度时（91.2 kPa）孔压增
至最大值，试样破坏，剪应力降低；而后孔压逐渐消

散，剪应力在不大降幅后开始增加；随着孔压消散到

0，剪应力逐渐增至稳定值（102.7 kPa）。结果表明
排水条件下试样抗剪强度不会大幅降低（图 11（a））。 

干试样剪切试验（S8）结果如图 11（b）所示。
由时间与应力、孔压、位移曲线可以看出，随着剪切

位移增加，剪应力不断增加，当垂直位移达 1.3 mm
时，试样破坏，破坏时抗剪强度为 142.3 kPa，剪位移
快速增加，剪应力略有降低并进入稳定状态，残余强

度为 141.7 kPa。结果表明没有水参与下滑带材料剪切
强度不会大幅降低。 

 

图 11 对比试验 

Fig. 11 Drained and dry shear tests 

（3）不排水动剪试验 
地震中，滑坡剪切面以上土柱单元受到自重（mg）

和地震力（mat）作用力（图 12）；对于牛眠沟滑坡，
滑面倾角 siϕ 为 30°，滑体厚度为 11.5 m，饱和土体
重度 satγ 取 20 kN/m3，由此计算得剪切面正应力 iσ 和
初始剪应力 iτ 分别为 200 kPa和 115 kPa。进行不排水
动环剪试验（S6），首先保持正应力不变，在排水条
件下以 0.5 kPa/s速率施加初始剪应力；而后切换至不
排水状态，并施加动荷载。考虑汶川地震由弱到强再

弱，及持时较长（约 2 min，主震时间约 1 min）的特
征，频率采用 0.5 Hz[12]，动荷载设置为 20 个正弦递
增波和 20个正弦递减波（即持时 80 s）（图 13（b））。 

图 12 地震滑带土体单元受力分析 

Fig. 12 Stress analysis of a soil element during earthquake 

图 13（a）为时间与应力，孔压，位移关系曲线
图。可以看出，试验开始后孔压波动增加，至第 5个
周期后剪应力达到最大值，对应剪应力增量 Δτ 为 45 
kPa；随后动应力（幅值和上、下限应力）减小，孔压
和剪位移快速增加；当剪应力降低到 CF点后，由于抗

剪强度较低，动载幅值基本为零。随着剪位移的快速

增加，剪应力继续降低，直至维持在一个较小值（29.8 
kPa），试样液化，此时孔压比为 0.89。 
由图 13（b）可以看出，加载初期由于孔压生成，

试样不能承载驱动剪应力，导致抗剪强度逐渐小于预

设剪应力值；可以看出，试样液化所需剪应力仅为预

设剪应力值的很小部分。本文之所以设计较大动载信

号，是为保证试样能发生剪切破坏；在此前提下不管

动载信号幅值大小，同一试样剪切破坏过程是相同的。 
图 13（c）为有效应力路径。试验初始阶段，有

效正应力逐渐降低，剪应力呈波动增加。经过较小剪

应力增量（较短路径）后，达到抗剪强度峰值，峰值

点对应的似摩擦角（arctan[τp/( iσ -ue)]），其中 ue为超

孔隙水压力）为 38.4°。随后剪应力降低，有效正应
力继续下降，应力路径基本呈斜直线向左发展，直至

稳态点，对应似摩擦角（arctan(τs/ iσ )）仅为 9.4°。
试验结果表明，试样在动载下易液化。 
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图 13 不排水动剪试验结果 

Fig. 13 Results of undrained cyclic shear tests 

3.3  试样液化成因及能量 

（1）液化成因分析 
本文静力剪切试验表明，牛眠沟滑带材料液化基

本不受试样密度、正应力影响；而且动载下试样极易

液化。试验后取剪切带材料进行颗粒分析，结果表明

剪切带颗粒明显变细，尤其是较大粒径范围（图 14）。
牛眠沟滑坡区岩体遭受了强烈构造、风化作用，致使

剪切作用下更易碎裂。试验前试样紧密堆积，颗粒之

间相互咬合；剪切过程中，颗粒之间产生相互作用力，

当超过阀值时颗粒碎裂，粒径减小，试样体积产生压

缩趋势，这一点由 S8 试样垂直位移的变化可以看出
（图 11（b）），由此使得原本由颗粒骨架承担的荷
载转而由水承担，致使孔压上升，有效应力减小。当

试样发生宏观破坏时，剪位移快速增加，由图 11（b）
垂直位移的快速增加可以看出，此阶段颗粒发生进一

步破碎，有效应力急剧降低，从而发生剪切带的液化

（图 15）。与三轴振动液化不同的是，环剪试验剪切
液化属于剪切面附近的面液化[23]，而前者属于试样内

的体液化。 

图 14 环剪试验前后剪切带颗分 

Fig. 14 Grain-size distribution of samples before and after tests 

图 15 环剪试验剪切带颗粒破碎示意图 

Fig. 15 Schematic illustration of occurrence of sliding-surface  

liquefaction 

（2）液化能量估算 
试验中剪切盒在动剪应力τ 驱使下做周期剪切运

动，并产生周期剪切位移 l（图 16（a））。Sassa 等[29]

提出了环剪实验中剪切面单位面积能量计算方法，一

个振动周期耗能W 计算公式如下： 
-1

+1 +1
=1

1 ( )( )
2

n

j j j j
j

W l lτ τ= + −∑   ，     (3) 

式中，τ 为剪应力（kPa）， l为剪位移（mm），n为数
据采集点个数，所以一个周期内耗能为回滞环总面积

（图 16（b））。试验中，总耗能 totalW 可由各周期耗能

求和得出。 
根据动剪试验结果（图 13（a）），对 FC 点前数据

进行计算，各周期能量和总能量如图 16（c）。结果表
明，随着振动周期增加剪切耗能增加，单个周期最大

耗能为 2105 J/m2，总耗能为 2.3×104 J/m2。 

图 16 液化能量估算 

Fig.16 Results of energy study based on ring shear tests 

4  滑坡启动机理探讨 
4.1  强地震动 
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不排水动剪试验表明，动荷载过程中仅 45 kPa增
量就能触发滑带材料液化，若将该应力理解为促使材

料破坏的峰值剪应力，由下式[23]可简单估算该应力对

应的加速度： 
p p p i( / ) ( / ) sina m gτ τ τ θ= ∆ = ∆ ×

 
 ，  (4) 

式中，m为试样质量（kg），θ为剪切面倾角（°）， iτ
为初始剪应力（kPa）， pτ∆ 为最大剪应力增量（kPa），

pa 为最大剪应力对应的峰值加速度（m/s2）。对于牛眠

沟滑坡，滑面倾角θ为 30°，滑体厚度为 11.5 m，饱
和土体重度取 20 kN/m3，由此计算得初始剪应力 iτ 为
115 kPa，求得 pa 为 192 gal（cm/s2）（1g=980 gal）。 
基于 Wang 等[25]提供方法，对滑坡区进行地震加

速度分析。由于缺少滑坡点地震记录，本文采用卧龙

台站（距滑坡 18 km）地震波。首先将地震加速度分
解到 EW（图 17（a）），NS（图 17（b））和 UD（图
17c）三方向，再按下式得到平行滑面方向（SH）和
垂直滑面方向（HR）地震加速度： 

HR(t) EW(t) NS(t)cos sina a aβ β= +   ，    (5) 

SH(t) HR(t) i UD(t) icos sina a aϕ ϕ= +   ，    (6) 

式中， EW(t)a ， NS(t)a 和 UD(t)a 分别是 EW，NS和 UD地
震加速度， HR(t)a 和 SH(t)a 分别为平行和垂直滑面加速

度。结果表明，平行滑面方向最大峰值速度为 799.4 gal
（图 17（d）），垂直滑面方向最大峰值加速度为 759.5 
gal，均形成于地震开始后 33 s。可以看出，汶川地震
波在平行滑面方向（剪切方向）分量的最大加速度远

大于室内试验估算的液化临界值（192 gal）。 

 

图 17 汶川地震卧龙地震波加速度谱 

Fig. 17 Seismic acceleration of Wenchuan earthquake 

环剪试验获得了滑带材料液化能量，为将该结果

与汶川地震能量进行对比，采用 Trifunac[30]提出的方

法估算汶川地震波通过牛眠沟滑坡滑面地震能量： 
2

s 0

( )= d
2π
A FE ρ α ω

ω
ω

∞  
  

  ∫   ，    (7) 

式中， ( )F ω 为沿剪切面方向地震加速度傅立叶幅值谱
（cm/s）（图 18）， A为滑面面积（m2），α 为剪切波
波速（m/s），ρ为材料密度（kg/m3）。为与式（3）对
应，计算滑面单位面积能量： 

2
2

us 0

( )(J/m )= d
2π

FE ρα ω
ω

ω

∞  
  

  ∫   。 (8) 

参考 Trifunac等[31]和 Trifunac等[30]取值，ρ = 1.6×103 

kg/m3，α =1×103 m/s，计算结果如图 19 所示。地震
开始后，前期能量增长缓慢，20 s地震能量陡然增加，
60 s后逐渐接近终值。沿滑动面剪切方向通过的总地
震能量约为 3.5×105 J/m2，仅地震后 28 s，滑动面单
位面积通过剪切波能量即达到本文试验所得液化临界

值 2.3×104 J/m2，且此时伴随巨大功率释放（图 19）。 

图 18 汶川地震卧龙地震波傅立叶谱 

Fig. 18 Fourier amplitude  

4.2  潜在滑面地震液化 

本文试验表明，牛眠沟滑坡滑带材料在动荷载下

孔隙水压力快速产生，极易液化。本文动剪试验是基

于不排水条件进行的，实际中滑面以上土层并非完全

处于不排水环境，所产生的高孔压会消散；Wang等[22]

选用黏滞系数 15倍于水的甲基纤维素溶液（Metolose 
fluid）饱和试样，并进行半排水环剪试验（将排水阀
门半开），分析动荷载下高孔压维持机理。实验结果表
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明，滑面上一定厚度的饱和土层可以抑制孔隙水排出，

若该厚度>1.25 m，则即使处于半排水条件，动载条件
孔压可产生并维持，滑面仍可液化；根据牛眠沟滑坡

现场情况，滑带含水层厚度大于 2 m，满足该条件。
另外，排水静力剪切试验（S7）和干燥静力剪切试验
（S8）结果表明，此条件下滑带材料抗剪强度均无显
著降低，达不到牛眠沟滑坡高速启动要求。 

图 19 汶川地震卧龙地震波能量分析 

Fig. 19 Results of energy study based on seismic acceleration of  

Wenchuan earthquake 

故笔者认为，汶川强震过程牛眠沟滑坡潜在滑面

液化，有效应力骤然降低，可能促使该滑坡骤然启动。

从能量分析结果可以推测，牛眠沟滑坡可能在地震开

始后即被触发。值得说明的是，本文用于峰值加速度

和能量计算的地震波并非位于滑坡滑源区，加之地形

地貌、与震源距离等因素都会影响到地震加速度峰值

和能量大小，但此处结果可表明，汶川地震满足牛眠

沟滑坡滑带液化的峰值加速度和能量要求。 
本文仅基于环剪试验获得滑坡滑带材料动力液化

特征和液化能量条件，并据此初步探讨了可能的滑坡

启动机理，但地震大型滑坡形成是受到地形地貌、岩

体结构、地质构造、水文地质等多种因素、耦合作用

结果。目前，对于该滑坡形成的地质条件、斜坡动力

响应、动力破坏过程等还不够清楚，尤其是滑带的形

成机理，仍需从不同方向进行深入研究。 

5  结    论 
（1）牛眠沟滑坡是位于 2008年 5·12汶川地震震

中的大型滑坡，滑坡具有高速启动特征。 
（2）牛眠沟滑坡滑带材料在不排水条件下具有很

高的剪切液化能力，且动剪应力下容易液化，液化后

材料视摩擦角仅为 9.4°。滑带材料液化可能导致牛眠
沟滑坡高速启动。 

（3）基于不排水环剪试验估算滑带材料动力剪切
破坏的峰值加速度为 192 gal，所需能量为 2.3×104 
J/m2；基于距震中 18 km卧龙台站地震波估算滑面剪
切方向最大地震加速度为 799 gal，地震在剪切面单位

面积释放能量 3.5×105 J/m2，满足该滑坡启动的能量

条件。牛眠沟滑坡可能在地震初期即突然触发。 
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回填 EPS混合土的防滑悬臂式挡墙地震稳定性分析 
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摘  要：以一种带防滑齿的“T”型悬臂式挡土墙为对象，采用振动台模型试验揭示了分别回填 EPS混合土和天然南京
细砂时的挡墙地震稳定性特征。分析并比较了墙–土体系的地震反应以及墙背动土压力分布，重点讨论了试验的防滑悬
臂式挡墙位移模式以及回填土性质对墙背动土推力的影响。试验结果表明，回填 EPS 混合土时，填土地表加速度反应
相对更小。回填土的动土推力对墙体转动位移的贡献随激励峰值的增大而增大；墙–土惯性相互作用效应与回填土的动
力变形模式密切相关。两种回填料下的墙背动土压力分布形态具有显著差异；砂土–挡墙体系的动土推力与地表峰值加
速度间趋向非线性关系，作用点接近 2/3 墙高。回填 EPS 混合土时两者更接近线性关系，且动土推力作用点接近 1/3
墙高。两种体系的动土推力作用点随地表峰值加速度增大均略有下移。基于试验结果与几种经典的解析方法预测结果

比较，给出了 EPS混合土柔性挡墙抗震分析的几点建议。 
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Seismic stability of anti-sliding cantilever retaining wall with EPS composite soil  
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(1. Research Centre of Urban Underground Space, Nanjing Tech University, Nanjing 210009, China; 2. Institute of Geotechnical 

Engineering, Nanjing Tech University, Nanjing 210009, China) 

Abstract: Shaking table tests are conducted on the inverted T-shape cantilever retaining walls with an anti-sliding tooth to 

comparatively study the seismic stability characteristics using EPS composite soil and Nanjing fine sand as backfills, 

respectively. The seismic responses of wall-soil system and dynamic earth pressure distribution behind the wall are 

comparatively analyzed. The influences of displacement modes of retaining wall and the properties of backfill on dynamic earth 

thrust are emphasized. The experimental results indicate that when using EPS composite soil as backfill, the acceleration 

response on the backfill surface is relatively small. The contribution of dynamic earth thrust to the wall rotation increases with 

the increasing input peak excitation. The inertial interaction between wall and soil is closely related to the dynamic deformation 

mode of backfill. The distribution of dynamic earth thrust behind the wall when using sand as backfill is obviously different 

from that using EPS composite soil. The relationship between the dynamic earth thrust and the peak ground acceleration for 

sand-wall system is nonlinear, and the acting position of earth thrust is approximately 2/3 wall height. A linear relationship 

exists for EPS composite soil-wall system, and the acting position is close to 1/3 wall height. The acting position of earth thrust 

slightly moves down as the peak ground acceleration increases for the two test systems. Based on the comparison between test 

results and several classical analytic solutions, some suggestions are proposed regarding the seismic analysis of flexible 

retaining wall when using EPS composite soil as backfill. 

Key words: cantilever retaining wall; EPS composite soil; seismic stability; dynamic earth pressure; shaking table test 

0  引    言 
EPS 混合土是一种由天然土、EPS 颗粒、水和水

泥或粉煤灰等胶结材料人工混合而成的土工材料。它

具有轻质性、和易性、强度可调可控以及环境友好等

力学和工程特性。近 20年来，EPS混合土在道路工程、

桥梁工程和地下工程等领域得到广泛的应用[1-2]。用作

桥台或挡墙背后的人工回填材料，EPS混合土具有以
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下几个方面的优势：①EPS混合土的轻质性可减小墙
背土压力；②EPS混合土的轻质性可减小天然地基沉
降；③EPS混合土的高强性同样可增强挡墙的稳定性。
正因为此，一些研究者在 EPS混合土的力学性质，特
别是面向工程应用的配合比设计等方面开展了大量实

验和理论分析工作[3-5]。但是，EPS混合土与墙体构成
的支挡体系的抗震性能仍缺少关注。 
挡土结构地震稳定性的核心问题是墙–土间的运

动和惯性相互作用。其中，挡土墙的位移模式是影响

墙-土惯性相互作用的重要因素。挡墙位移模式包括平
动滑移、转动或墙体自身有限刚度下的弯曲变形以及

它们的组合形式。现有研究表明，地震激励下的墙体

平动、转动或变形都能在很大程度上减弱作用于墙背

上的动土压力效应[6-7]。在相对较小的激励峰值下，作

用于墙背上的动土推力甚至可以忽略[8]。相反地，刚

性挡土墙（基底平动和转动限制、墙体刚性）上作用

的动土推力可能数倍大于柔性挡墙[9]。此外，回填土

的变形模式也是影响墙–土惯性相互作用的重要因素。
根据库伦极限平衡理论，土体需要产生足够的位移方

能达到主动状态。因而，现有研究讨论较多的土体黏

聚力对挡墙动土压力的影响[10-11]、不同激励峰值下墙

背动土压力差异[8,12]等问题实质都可理解为土体变形

引起墙–土惯性相互作用效应差异的具体表现。 
地震波自基底向上在回填土中传播导致的墙–土

运动相互作用显然与挡土结构的地震稳定性也是密切

相关的。在以Mononobe–Okabe为代表的拟静力法中，
墙后填土假设为刚塑性体[13-14]，墙背动土压力由土体

惯性力引起，而决定惯性力大小的填土地震加速度不

能考虑随土体深度的变化。事实上，这类以库伦极限

平衡理论构建的挡土结构动土压力评价方法并未真正

考虑墙 –土间的运动相互作用。这也导致应用
Mononobe–Okabe 法时需要以其它合适的方法估计回
填土体的加速度反应峰值。以 Wood解为代表的弹性
分析方法常被用于刚性墙动土推力的分析[15]，此时地

震波在回填土中的传播和放大效应以一种简单而有效

的方式考虑。此外，不少研究者将回填土作为黏弹性

或黏弹塑性体以进一步细致考虑运动相互作用对墙–
土地震稳定性的影响[16-17]。 

区别于天然的无黏性土和黏性土，EPS混合土养
护成型后具有水泥胶结的块状结构。显然，作为墙后

回填料，EPS混合土与墙体的运动和惯性相互作用将
与天然土-墙体的表现存在不同。现有的基于天然土得
到的墙背动土压力估计方法是否适用EPS混合土是需
要讨论的。为此，本文以带防滑齿的“T”型悬臂式
挡墙为对象，完成了 EPS 混合土–挡墙振动台模型试
验，并与天然南京细砂–挡墙体系进行对比分析，揭示

EPS混合土–非滑移柔性挡墙地震稳定性特征，以期为
相关工程的抗震设计提供参考和借鉴。 

1  振动台试验设计 
试验在自行研制的叠层剪切型土箱中完成。土箱

净尺寸为 3.5 m(长)×2.2 m(宽)×1.7 m(高)[18]。试验挡土

墙按几何相似比 1∶4设计。 
1.1  试验模型 

本文的重点在于EPS混合土–墙体系地震稳定性。
为了能与天然回填土进行对比，并确保两个墙–土体系
经历相同的地震激励，本文设计了墙后回填料分别为

EPS混合土和南京细砂的平行模型，如图 1所示。两
片挡土墙采用完全相同的材料和几何尺寸，并排布置。

墙间及墙与土箱壁之间以柔软土工泡沫板填充。 

图 1 EPS混合土–墙和南京细砂-墙体系模型 

Fig. 1 EPS composite soil-wall and Nanjing fine sand-wall models 

试验的挡土墙–填土体系剖面如图 2所示。挡土墙
的地基由厚度为 0.3 m的硬塑黏土构成，墙前采用相
同的硬塑黏土回填，厚度为 0.37 m。对挡墙–南京细
砂体系（Wall-Nanjing fine sand system, WSS），回填南
京细砂厚度为 1.12 m，共分 5层填筑。对挡土墙–EPS
混合土体系(Wall-EPS composite soil system, WES)，墙
后阶梯回填 EPS混合土，同样分 5层填筑，回填土的
总厚度同样为 1.12 m。EPS混合土的回填区域在填土
表面的平面尺寸为 1.32 m×0.9 m，如图 1所示。 

EPS混合土根据设计配比将原料土、水泥和水搅
拌成流态状后，掺入 EPS颗粒，再次搅拌以获得 EPS
颗粒相对均匀分布的混合浆液，将其倒入阶梯预制模

板和墙背构成的填筑空间，养护 7 d后进行试验。 
1.2  挡土墙模型 

模型挡土墙参照某实际填方路基挡墙工程中的

“T”型悬臂式结构，根据原型尺寸按照 1∶4的缩尺
比例制作。墙底防滑齿宽度 12 cm、高度 10 cm。挡墙
结构模型尺寸见图 2（a）。挡土墙结构采用微粒混凝
土材料。微粒混凝土所用的材料及配合比为∶水∶水

泥∶石灰膏∶砂=0.5∶1∶0.6∶5.56。原型挡墙中的钢
筋以镀锌钢丝代替。镀锌钢丝的布置满足受压构件最
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小配筋率要求，在挡墙悬臂段中部以下墙背受拉侧予

以加强。 

 

图 2 WSS和WES模型剖面图 

Fig. 2 Profile of WSS and WES models 

1.3  回填土和地基土 

试验回填的南京细砂的主要物理力学性质指标及

其颗粒级配见文献[19]。南京细砂回填后，在距离挡
墙约 1.9 m的填土表面下 30，60，90 cm分别取样，
并测出填土试样的密度和含水率，如表 1所示。据此，
利用南京细砂最大和最小孔隙比以及比重估算得到回

填南京细砂的平均相对密度为 64.7%。对获取的环刀
样进行直剪试验，得到回填南京细砂的抗剪强度指标

列于表 1。 
表 1 回填南京细砂的物理力学性质指标 

Table 1 Physical and mechanical properties of sand backfill 

试样 
编号 

密度 
/(g·cm-3) 

含水率 
/% 

c 
/kPa 

ϕ  
/(°) 

试样 1 1.85 25.2 0 30.4 
试样 2 1.90 27.4 0 34.7 
试样 3 1.98 29.4 0 34.9 

回填的 EPS 混合土由天然粉质黏土、EPS 泡沫颗
粒、水泥以及水按照质量比 1∶0.025∶0.08∶0.5的配
比混合而成。EPS为预发泡聚苯乙烯球形颗粒，粒径
范围为 2～3 mm，堆积密度为 0.01593 g/cm3，纯颗粒

密度为 0.0253 g/cm3；水泥为普通硅酸盐水泥。试验

前，制备 9个标准试块和 9个环刀试样并分别进行无
侧限抗压强度试验和直剪试验，其平均密度为 8.7 
g/cm3，无侧限抗压强度平均值为 72.3 kPa，平均黏聚
力为 19.5 kPa、内摩擦角平均值为 22.5°。 
两个挡墙–填土体系的地基及墙前回填土均为天然

硬塑、高塑限黏土，其主要物理力学指标见表 2。 

表 2 地基土主要物理力学性质指标 

Table 2 Physical and mechanical properties of foundation soil 

含水率 
/% 

密度 
/(g·cm-3) 

塑限 
/% 

塑性 
指数 

液性指

数 
c 

/kPa 
ϕ  

/(°) 
20.7 1.88 18.7 18.9 0.11 49.1 15.7 

1.4  传感器布置 

试验在两个模型体系中所布置的传感器数量、类

型和位置都是相同的。以图 2（b）的WES为例，挡
土墙上布置 3 个加速度传感器、3 个土压力传感器；
距挡墙约 0.5 m处沿回填土深度布置 3个加速度计。
在挡墙的顶部及回填土表面布置了 7个水平位移测试
靶点（见图 1中的红色标靶）。这些靶点的圆心通过一
个高清摄像机实时追踪，并利用非接触式位移测试技

术获得墙顶及回填土表面水平绝对位移[19]。 
1.5  加载工况 

试验采用实测 Taft 地震波和 El-centro 波作为输
入，如图 3所示。从傅里叶谱看，Taft地震波的频率
范围相对较宽，主要能量分布于 2.3～8.5 Hz 之间。
El-centro波的频谱呈多峰型，1.5，3.9以及 6 Hz等频
率能量相对集中。输入的地震波按照时间相似比尺

1∶2压缩，并考虑激励强度影响。加载工况见表 3。 
表 3 试验加载工况 

Table 3 Loading conditions of tests 

试验编号 输入波 基底输入峰值加

速度/g 
持时/s 

EL-1 El-centro 0.103 20 
TA-1 Taft 0.109 15 
EL-2 El-centro 0.237 20 
TA-2 Taft 0.306 15 
EL-3 El-centro 0.379 20 
TA-3 Taft 0.440 15 
TA-4 Taft 0.662 15 

图 3 试验输入地震波 

Fig. 3 Input seismic waves in shaking table tests 
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2  墙-土体系的地震反应特征 
2.1  墙-土体系的加速度 

地震激励下，墙–土体系的加速度反应与墙–土间
的惯性相互作用密切相关，决定了挡墙惯性力的大小。

挡土墙和墙后填土的加速度反应峰值放大系数与基底

输入加速度峰值的关系如图 4所示。图中，墙体平均
值指墙上 3个加速度传感器获得的加速度反应峰值的
平均值与基底输入加速度峰值的比值；而土体 PGA
指的是回填土地表加速度反应峰值（peak ground 
acceleration，PGA）与基底输入加速度峰值间的比值。 
从图 4可以看出，无论是WSS还是WES，回填

土 PGA放大系数随着输入加速度峰值的增大而减小。
这体现了回填土动力非线性的特点。所有的工况中，

天然砂土的 PGA较 EPS混合土的 PGA大 7%～13%，
这也说明两种回填材料所导致的运动相互作用存在差

异。考虑到砂土重度约为 EPS混合土的 2.2倍，可以
想见WSS相对WES的惯性力效应将更为显著。 

图 4 挡土墙和回填土的加速度放大系数 

Fig. 4 Accelerations of amplification factors of retaining wall and  

backfill 

从图 4 中的挡墙加速度反应来看，WSS 和 WES
的墙体平均加速度反应峰值相差并不大，尤其是在输

入加速度峰值较大时。以 TA-4工况为例，WSS墙身
加速度反应峰值平均值为 0.639g，而 WES 的平均值
为 0.632g，两者差值约为 1%。墙体的瞬时转动位移
主要由其自身惯性力和墙后的瞬时土推力导致。由此

可以推测，WSS和WES的瞬时转动位移差异应主要
源于墙后土体施加的瞬时推力差异。 
2.2  挡墙顶部峰值水平位移 

这里仅讨论墙–土体系背离填土方向，也即主动状
态方向的位移反应。所谓的峰值位移是指通过图 1中
的标靶得到的墙–土体系绝对水平位移峰值减去实际
输入的基底水平位移峰值。输入的基底水平位移峰值

由基底输入加速度时程积分获得。 
表 4列出了各工况下墙顶瞬时水平位移峰值。所

有的试验结果显示，WES的墙顶峰值位移都小于WSS

墙顶峰值位移，这意味着平行的两片挡墙出现了错动。

这与试验后观察到的现象是一致的。而且，表 4说明
错动量随输入基底加速度峰值的增大而增大。 

表 4 各工况下的墙顶峰值水平位移 

Table 4 Peak horizontal displacements of wall top under different  
.loading conditions                           (mm) 

加载工况 试验 

体系 EL-1 TA-1 EL-2 TA-2 EL-3 TA-3 TA-4 

WSS 0.49 1.19 1.95 4.47 6.16 11.77 25.05 

WES 0.31 0.89 1.37 3.08 5.15 9.29 16.48 

墙间错动 0.18 0.30 0.58 1.39 1.01 2.18 4.67 

挡土墙的墙顶水平位移可能由三部分构成：平动

滑移、转动和墙体弯曲变形。根据挡墙悬臂端测得的

应变反应来看（WES 最大值为 23.7µε，WSS 最大值
为 36.7 µε），试验挡墙的变形极小。此外，其平动滑
移也因防滑齿而被限制。故本文试验的挡墙墙顶水平

位移以转动位移为主。结合前述对墙–土体系加速度反
应的分析结果，可以认为表 4的瞬时错动量随激励峰
值增大而增大的原因在于墙后填土瞬时推力的作用更

加显著，这一点在后续的动土推力分析中将得到证实。 
墙顶的水平位移与回填土厚度比值通常用于估计

墙后填土是否达到主动或被动极限状态[11,21]。这里，

依据拟静力原理，以激励峰值时刻的墙顶瞬时位移作

为评价指标，得到各工况下墙顶峰值位移与回填土厚

度比值如图 5所示。 

图 5 墙顶峰值位移与回填土厚度的比值 

Fig. 5 Ratios of peak displacement of wall top to height of backfill 

图中 3条直线为加拿大基础工程设计手册给出的
不同性质回填土体达到主动状态所需要的墙顶位移与

回填土厚度比值的下限值[21]。考虑本文试验的回填砂

土处于中密—密实状态，且对 EPS混合土套用硬黏性
土限值，则根据图 5，WSS 在经历 EL-2 激励时似已
进入主动状态，此时对应的基底输入加速度峰值为

0.237g。对于 WES，除了 TA-4 激励，其他工况下的
墙顶峰值位移与回填土厚度比值均小于 1%。应该指
出，上述仅为经验参考，对回填砂土似乎过于保守。
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回填土是否进入主动状态仍需补充其它证据以资判

断。但不可否认，EPS混合土相对天然砂土更为稳定。 
2.3  回填土的地表残余水平位移 

回填土地表残余水平位移是指在地震激励结束后

一段时间内（约 10 s），回填土地表标靶测得的迎向挡
墙的水平位移平均值。图 6给出了部分工况下墙后回
填土表面 6个靶点处实测的残余水平位移。 

 

图 6 回填土地表残余水平位移 

Fig. 6 Residual horizontal displacements on backfill surface 

通过图 6可以观察到以下现象：①基底输入加速
度峰值越大，地表残余变形越大；②对WSS，激励峰
值较小时，回填砂土不同位置处的地表残余水平位移

差异不大；激励峰值相对较大时，地表残余水平位移

随着离挡墙的距离增大而减小；③对WES，在所有的
工况中，EPS混合土回填区域内的地表残余水平位移
值基本相当。在填土区域以外，残余水平位移随与挡

墙距离的增大略有减小。激励峰值较大时，甚至出现

负值，如图 6 中的 TA-4 工况。这与该工况结束后在
EPS混合土与砂土边界观察到平行边界走向的细微裂
缝（宽度小于 1 mm）形成较好的对应。 
综合以上现象可以看出，地表残余水平位移反映

了填土在地震激励下的变形形态，同为回填料的天然

砂土与 EPS混合土的变形模式存在显著差异。回填砂
土在激励峰值相对较小时基本保持整体剪切变形形

态，此时地表不同位置处的残余水平位移接近。当激

励峰值较大时，随着与挡墙距离的增大，砂土地表残

余水平位移逐渐减小的形态预示着楔体滑移变形的出

现。反观 EPS混合土，在试验的激励强度范围内，其

始终保持整体剪切的变形模式。 

3  动土压力反应 
这里所述动土压力是指由于地震激励产生的作用

于墙背的土压力增量，不包括激励前的初始土压力。

挡土墙背受到的来自于填土的动土压力实质是墙–土
相互作用的结果。显然，这种相互作用与墙体和填土

在地震激励下的位移或变形均有密切关系。本文试验

挡土墙都是以转动位移为主的柔性挡墙，具有相同的

位移模式。但是，墙后填土性质差异较大，且表现出

了不同的变形模式。可以确定的是，两种回填料的变

形模式差异必将产生不同的墙–土惯性相互作用效果，
并导致墙背动土压力的差异。 
3.1  柔性挡墙转动位移下的动土压力分布特征 

受篇幅所限，给出几个工况下不同激励时刻墙背

3 个土压力测点得到的瞬时动土压力沿墙高的分布，
如图 7所示。图中与 EL-1/7.1s类似的符号指 EL-1激
励下在 7.1 s时的墙背瞬时动土压力。 

图 7 WES和WSS挡墙瞬时动土压力分布 

Fig. 7 Instant distribution of dynamic earth pressure behind wall in  

WES and WSS 

由图可见，对WES（图 7（a）），墙顶位置处（P1）
的动土压力为负值，而在墙体中下部（P2 和 P3）动
土压力为正值。反观WSS（图 7（b）），P1和 P2测点
位置的动土压力均为正值，而 P3测点为负值。从墙–
土相互作用角度考虑，当挡土墙背向土体发生转动时，
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动土压力为负值表示瞬时墙的位移大于土体的位移；

而正的动土压力则说明土体对墙施加了推力作用。这

即是所谓的墙背动土压力“相位反转”现象，也是柔

性挡墙转动位移下动土压力分布的典型形态。以往的

一些振动台模型试验和数值模拟分析都曾提及柔性挡

墙的类似现象并作了大量的讨论[22-23]。其主要原因可

以归结为柔性挡土墙转动下，墙后填土因其自身的强

度和刚度未能“顺应”挡土墙的转动位移。而且，当

挡土墙的转动柔度越大、墙后填土的刚度越大，“相位

反转”现象将更为突出。就本文试验而言，平行的两

片挡墙转动柔度可认为一致，而WES和WSS“相位
反转”的差异即是因墙后砂土和 EPS混合土变形模式
差异所造成。这一结论也可从上述对两种回填土的残

余水平位移形态分析中得到印证。 
3.2  动土推力作用 

所谓的动土推力指峰值激励时刻，墙后填土作用

于挡墙的瞬时推力。也即在峰值激励时刻，图 7中形
成对墙推动作用的动土压力的合力。由于本文试验中

的墙背土压力测点数量有限，仅通过实测数据难以精

确估计墙后动土推力。这里，从定性的角度比较和讨

论WES和WSS动土推力差异，并假定WES和WSS
的动土压力在各测点间线性分布。则依据图 7中动土
压力的分布形态，提出图 8所示动土推力的简化计算
图式。图 8中的阴影部分面积即为形成对墙推动作用
的动土推力，H 为回填土的厚度， aeP∆ 为动土推力，

2,maxpσ 为墙背 P2测点测得的动土压力， ea ， sa 分别为
WES和WSS中动土压力零点位置参数， eb ， sb 分别
为WES和WSS中动土压力最大值与 P2测点的距离。

对WSS，首先根据 P2和 P3实测值，推求 sa ；利用 P1

和 P3的实测值，推求 sb 。所有试验工况的计算结果表

明， sb 分布在区间 [ ]HH 009.0,055.0 −− 范围内。近似

取 s 0b = ，则动土压力最大值即为 P2的实测值。对于

WES，首先根据 P1和 P2测点值求出 ea ，继而利用 P1

和 P3的实测值，推求 eb 。所有工况得到的 eb 分布区间
为 [ ]0.019  0.002H H− ， ，同样近似取 e 0b = 。依据墙背

土压力测点的位置，则可得到WES和WSS动土推力
的估算公式如式（1）所示。表 5给出了依据图 8和实
测数据得到的WES和WSS在各工况下的动土推力计
算结果。 
对WES:  ae s p2,max0.5 (0.55 )P H a σ∆ = × + ×  ， (1a) 
对WSS:  ae e p2,max0.5 (0.8 )P H a σ∆ = × − ×  。  (1b) 
表 5 中的计算结果表明，所有工况得到的 WES

动土推力均小于 WSS 的动土推力。简单地从回填土
的重度及 PGA反应看，EPS混合土较回填砂土的惯性
力小，上述结果容易理解。此外，当输入基底加速度

峰值较小时，WSS与WES墙上的动土推力都处于一
个较低的水平。随着基底输入加速度峰值的增大，

WSS和WES的动土推力逐渐增大，且两者的差距也
不断扩大。对 WSS，在 TA-2激励时，其动土推力大
幅增长（约为 EL-1 的 3.5 倍、TA-1 激励的 2.2 倍、
EL-2 激励的 1.6 倍）。结合图 5 中的砂土瞬时主动状
态的经验估计以及图 6中回填土地表残余水平位移形
态综合考虑，判断回填砂土在 EL-2 激励下出现楔体
滑移趋势，而在 TA-2 激励下达到主动状态。反观
WES，其动土推力随基底输入加速度峰值的增大呈稳
定增长的态势。结合图 5中的 EPS混合土瞬时主动状
态的经验估计以及图 6中的地表残余水平位移形态综
合分析，判断WES即使在 TA-4激励下也未出现主动
极限状态。

表 5 墙背动土推力计算结果 

Table 5 Calculated results of dynamic earth thrust behind wall 

试验体系 实测值/计算值 EL-1 TA-1 EL-2 TA-2 EL-3 TA-3 TA-4 

P1/kPa 0.352 0.394 0.579 1.103 1.318 1.919 4.930 

P2/kPa 1.758 2.673 3.706 5.938 6.341 10.247 11.284 

P3/kPa -1.588 -2.147 -2.888 -4.454 -4.904 -7.291 -7.833 

as 0.166 0.156 0.153 0.150 0.153 0.146 0.143 

bs -0.0133 -0.051 -0.041 -0.024 -0.009 -0.023 -0.055 

WSS 

∆Pae /(kN·m-1) 0.557 0.861 1.198 1.930 2.052 3.353 3.704 

P1/kPa -15.67 -11.260 -30.37 -38.31 -40.88 -65.24 -92.76 

P2/kPa 2.415 1.562 3.421 5.199 4.794 6.248 8.496 

P3/kPa 0.506 0.375 0.962 1.88 1.527 2.28 3.14 

ae 0.047 0.043 0.035 0.042 0.037 0.029 0.021 

be -0.019 -0.014 -0.008 -0.0 -0.004 0.002 0.009 

WES 

∆Pae/(kN·m-1) 0.463 0.721 1.001 1.538 1.406 1.808 2.427 
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图 8 动土推力计算简图 

Fig. 8 Calculation of dynamic earth thrust 

根据以上分析，笔者认为在考虑一定安全富余的

情况下，图 5中对于回填中密–密实砂土的瞬时主动状
态的经验估计是可以接受的。而对于 EPS混合土，其
块体胶结结构及变形模式与天然土存在显著差别，不

宜套用图 5中硬黏性土的主动状态经验估计。 
除了动土推力的大小，动土推力的作用点则是影

响挡墙转动力矩的另一个重要因素。根据表 5中的 sa
和 ea 计算结果可知， sa 和 ea 均随输入加速度峰值增大
逐渐减小。这也意味着动土推力的作用点将随着输入

加速度峰值的增大朝向墙底下移。根据图 8的计算图
式以及表 5中的动土推力计算值，可以很方便得到动
土推力的作用点，如图 9所示。由图可见，作用点位
置随输入加速度峰值增大逐渐下移的现象是存在的，

但并不明显。WES 的动土推力作用点平均值为
0.379H，与M-O法的 H/3接近[13-14]

；而WSS的值为
0.634H，接近 Seed-Whitman法的 0.6H[24]

。 

 

图 9 动土推力作用点位置 

Fig. 9 Acting positions of dynamic earth thrust 

作用点位置越靠近墙顶，土推力产生的转动力矩

越大，对挡墙结构的地震稳定越不利。从这个角度看，

WES的抗震性能也优于WSS。 
3.3  EPS混合土柔性挡墙动土推力的经验估计 

在挡土墙抗震分析和设计中，基于库伦理论的

M-O法、Seed-Whitman法以及基于弹性分析的Wood
解等都是工程实践中常用的动土推力估计方法。笔者

试图将上述几种经典的解析方法用于本文试验挡墙动

土推力的预测，一方面用于检验解析方法的可靠性，

另一方面也为EPS混合土柔性挡墙的动土推力估计提
供建议和参考。 
图10给出了由实测土压力按照图8计算得到的动

土推力与实测地表峰值加速度的关系，同时与 M-O
法、Seed-Whitman法以及Wood解进行比较。这里，
考虑墙–土体系的运动相互作用，故采用地表峰值加速
度。M-O法为美国桥梁基础设计手册推荐的考虑回填
土黏聚力的计算式（ 40ϕ = o

）
[25]
，Wood解中参数 pF

被设定为 1。 

图 10 动土推力的试验结果与解析计算结果的比较 

Fig. 10 Comparison of dynamic earth thrust between test results  

and analytic solutions 

比较解析计算结果和实测结果，可以发现： 
（1）相对于 WES，WSS 墙背动土推力与 PGA

间更符合M-O方法给出的非线性关系，但是其预测值
明显高于实测值。WES的动土推力与峰值加速度之间
更接近线性关系，这导致M-O方法的预测结果随 PGA
的增大而呈现与实测结果更大的偏差；但是，当 PGA
较小时，预测结果仍可被接受。 
（2）Wood解是基于弹性回填材料和刚性墙假设

得到，而WES中 EPS混合土在所有激励过程中更接
近弹性反应，故相对 WSS，其 PGA 与动土推力更符
合Wood解的线性关系。但是，无论是对WSS还是对
WES，Wood 解的预测结果都显著高估。主要原因在
于本文试验的挡土墙为可转动柔性挡墙，不满足Wood
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解中刚性墙的假设。 
（3）Seed-Whitman 法同样是基于库伦极限平衡

理论，其对 WSS 的预测结果较实测值略高，但在工
程应用上仍可以接受。特别地，Seed-Whitman法用于
WES，无论是在 PGA 与动土推力的线性关系还是在
预测值的准确性方面都是最优的。其原因在于 WES
回填的 EPS混合土接近弹性，且柔性挡墙位移模式下
的动土推力相对更接近库伦主动土压力的定义。 

4  结    论 
本文采用振动台试验研究了人工制备的EPS混合

土作为填料时防滑悬臂式挡墙的抗震性能，同时与回

填天然南京细砂的墙–土体系进行了比较，重点讨论了
非滑移柔性挡墙的地震稳定性特征以及两种回填料下

的墙背动土压力差异，主要结论和建议如下： 
（1）试验的防滑悬臂式挡土墙属于非滑移柔性支

挡结构，其位移模式以转动位移为主。当输入加速度

峰值较小时，墙体转动主要来源于其自身惯性力作用；

填土推力对墙体转动的贡献随着激励峰值的增大而变

得更加突出。 
（2）随着激励峰值的增大，具有压密强度的回填

砂土逐渐从整体剪切变形过渡到楔体的滑移变形形

态，而具有水泥胶结强度的 EPS混合土在本文实施的
激励强度下均表现为块体的整体剪切变形。回填土变

形模式的差异对墙–土惯性相互作用效应产生了不可
忽略的影响，并导致了两种截然不同的墙背动土压力

分布形态。这也是砂土–挡墙动土推力与激励加速度峰
值趋向非线性关系而回填EPS混合土时接近线性关系
的主要原因。 
（3）EPS混合土柔性挡墙的动土推力合力作用点

接近 H/3，且随输入加速度峰值的增大略有下移。
Seed-Whitman 法适用于 EPS 混合土非滑移柔性挡墙
的动土推力预测。工程实践中，应用该方法时推荐采

用地表峰值加速度。 
（4）相对于南京细砂–挡墙体系，EPS 混合土–

挡墙体系的地震稳定性是优越的。但是，应用 EPS混
合土时，墙后并非半无限的均匀土体，EPS混合土回
填区域的边界应是设计中需要重点考虑的问题。 
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《地震工程与工程振动》；《地震工程学报》 
第十届全国土动力学学术会议将于2018年11月2日—4日

在南京召开。本次会议是继1980年12月6日—12日在安徽合肥
召开的“土的动力特性学术讨论会”后从事土动力学与岩土地

震工程的科技人员和工程人员的又一次盛会，在汶川特大地震

10周年之际的2018年召开“第十届全国土动力学学术会议”，

将是一次具有历史意义的学术盛会。 
会议主题与内容：围绕“一带一路”战略、“建设海洋强

国”战略和“西部大开发”战略中的重大工程灾害灾前预防

与综合防范，本次会议重点研讨防灾减灾救灾工作实施“两个

坚持、三个转变”新理念中遇到的土动力学与岩土地震工程领

域的前沿科学与关键技术。 

具体征文专题如下：①土的动力特性与本构关系；②土与

结构动力相互作用；③土动力学数值与物理模拟研究；④土动

力学室内试验方法与新技术；⑤原位动力测试与表征技术；⑥

砂土液化评价与防治；⑦强地震动与场地非线性效应；⑧环境

振动与测试技术；⑨近海工程的特殊土动力学问题；⑩重大工

程的土动力学与岩土地震工程问题；○11工程场地地震损失评估

与灾害保险。 
大会秘书处联系人：庄海洋 13584050564；吴志坚

13919182444；陈炜昀13770620150；赵凯13951863149；王盛
年15077865785。通讯地址：南京工业大学虹桥校区实验楼

400-1室（鼓楼区中山北路200号，210009）。论文提交邮箱：
王盛年myresort@126.com；赵凯zhaokai@njtech.edu.cn。重要时

间：论文全文截止2018年4月30日，修改稿截止2018年5月30日，
论文录用通知2018年6月30日。 

会议论文征集：会议论文应为未经正式发表的最新成果，

学术委员会将组织专家对提交论文进行审查，推荐优秀论文在

《岩土工程学报》专刊发表，其余论文将在 《防灾减灾工程
学报》、《地震工程与工程振动》和《地震工程学报》增刊发

表。
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不同含水饱和度低渗透岩石气体滑脱效应研究 
巢志明

1
，王环玲

1
，徐卫亚

2
，贾朝军

2
，方应东

1 

（1. 河海大学港口海岸与近海工程学院，江苏 南京 210098；2. 河海大学岩土工程科学研究所，江苏 南京 210098） 

摘  要：低渗透岩石气体滑脱效应的研究是油气开采与存储领域十分重要的内容，但目前关于低渗透岩石气体滑脱效
应的研究大多是在气体单相流下进行的，对于气–液两相流时，液体对气体滑脱效应的影响，所做的研究不足。因此，
利用研发的低渗透岩石惰性气体渗透性测试系统，对含水饱和度为 0～70%的低渗透砂岩，进行了不同含水饱和度的低
渗透岩石气体滑脱效应及有效渗透率变化规律的研究，试验结果表明：①二次公式 2

g (1 / / )k k b q a p∞= + − 可以较为准

确的解释低渗透岩石的气体滑脱效应，准确性明显高于 Klinkenberg公式。②含水饱和度对低渗透岩石的气体滑脱效应
有明显影响，气体滑脱效应随着含水饱和度增大而减少，在含水饱和度超过 50 %时，气体滑脱效应几乎完全被限制。
③由于水的作用，含水的低渗透岩石随着围压增大，气体滑脱效应减少，这与克氏理论的结论相反。④含水饱和度对

低渗透岩石的有效渗透率影响显著，随含水饱和度的增大有效渗透率减少，且围压越大，低渗透岩石的有效渗透率对

含水饱和度变化越敏感。⑤低渗透岩石的有效渗透率与含水饱和度符合幂函数关系，即 0 w(1 )ck k S∞ = − 。 
关键词：低渗透岩石；克林伯格公式；含水饱和度；有效渗透率；滑脱效应  
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作者简介：巢志明 (1991–  )，男，硕士研究生，主要从事岩石力学与岩石渗流力学方面的科研。E-mail：

chaozhiming@qq.com。 

Gas Klinkenberg effect of low-permeability rocks with different degrees of                
water saturation  

CHAO Zhi-ming1, WANG Huan-ling1, XU Wei-ya2, JIA Chao-jun2, FANG Ying-dong1 
(1. College of Harbour, Coastal and Offshore Engineering, Hohai University, Nanjing 210098, China; 2. Geotechnical Research Institute, Hohai University,              

Nanjing 210098, China) 

Abstract: The research on gas Klinkenberg effect of low-permeability rock is an important issue in the field of underground oil 
and gas storage, but the current one on gas Klinkenberg effect is most conducted under single-phase flow of gas, lacking in the 

research on the action of fluid on gas Klinkenberg effect under two-phase flow (gas-liquid) condition. Therefore, using the 
low-permeability rock permeability test system, the change laws of gas Klinkenberg effect and the effective permeability of 

low-permeability rocks with water saturations ranging from 0% to 70% are studied. The experimental results show that: (1) The 
quadratic formula 2

g (1 / / )k k b q a p∞= + −  can accurately interpret the gas Klinkenberg effect of low-permeability rocks, and 

its accuracy is significantly higher than that of the Klinkenberg equation. (2) The water saturation of low-permeability rocks has 
significant effects on the Klinkenberg effect. The gas Klinkenberg effect decreases as the water saturation increases, and the gas 

Klinkenberg effect is completely limited when the water saturation is more than 50%. (3) Owing to the effect of water, the gas 
Klinkenberg effect of water-filled low-permeability rocks declines with the increase of confining pressure, and it is opposite to 

the Klinkenberg's theory. (4) The water saturation has significant effects on the effective permeability of low-permeability rocks. 
The effective permeability decreases along with the increase of water saturation, and the sensitive degree of the effective 

permeability of low-permeability rocks to water saturation decreases with the increase of confining pressure. (5) The 
relationship between the effective permeability and the water saturation agrees with the power function relationship, namely, 

0 w(1 )ck k S∞ = − . 
Key words: low-permeability rock; Klinkenberg formula; water saturation; effective permeability; Klinkenberg effect 

0  引    言 
目前关于低渗透岩石气体渗透性的研究多是在干

燥状态下进行[1]，而实际的工程现场，水赋存于天然

─────── 
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岩石当中，气体在岩石中的渗流是气–液两相渗流，在
此过程中水作为影响低渗透岩石气体渗透性的重要因

素不能被忽略。 
与液体不同，当气体作为渗流介质在低渗透岩石

中渗透时，会产生滑脱效应。国内外学者对于气体单

相流动时的滑脱效应做了大量研究，吕志凯等[2]研究

指出随着围压增大，岩石的气体滑脱效应增强；吴家

文等[3]指出气体的滑脱效应随着气体平均压力的增大

而减少；Tani 等[4]研究得到低渗透岩石气体滑脱效应

随着渗压增大而减小的结论；Zhu 等[5]研究了低渗透

煤岩的气体滑脱效应。但关于气–液两相流动时，不同
液相饱和度下气体滑脱效应所做的研究很少，肖春晓

等[6]以低渗透储集层煤岩为研究对象，指出煤岩的气

体滑脱效应在低围压下随着含水饱和度的增大而增

大，在高围压下随着含水饱和度的增大而减少；Rose[7]

研究得出了岩石含水饱和度范围在 0～30%时，气体
滑脱效应随着含水饱和度的增大而减少的结论；Este
等[8]研究认为气体滑脱效应随着含水饱和度的增大而

减少。综上，目前关于不同含水饱和度岩石气体滑脱

效应的变化规律并没有达成一致结论，同时由于不同

含水饱和度的低渗透岩石试样制取困难，学者们研究

的低渗透岩石含水饱和度的变化范围普遍较窄，不能

得到普遍成立的结论。因此对于不同含水饱和度低渗

透岩石气体滑脱效应的变化规律需要更加深入的研

究。 
由于滑脱效应的存在，导致气测渗透率较实际值

偏大，然而目前关于含水饱和度对于岩石渗透率大小

的影响，大多研究的是气测渗透率随岩石含水饱和度

的变化，如游利军等[9]研究了含水饱和度对致密砂岩

气测渗透率的影响，曾平等[10]研究了温度和含水饱和

度共同作用下低渗透砂岩气测渗透率的变化，Shojaei
等研究了低渗透砂岩含水饱和度与气测渗透率的函数

关系[11]，Ansaloni等探究了含水饱和度对岩石气测渗
透率影响的作用机理[12]，但以上研究没有考虑滑脱效

应对气测渗透率的影响，试验结果准确性不足。 
本文以低渗透砂岩为研究对象，将其制备成相同

规格不同含水饱和度的试样，通过低渗透岩石惰性气

体渗透性测试系统，研究在含水饱和度 0～70%范围
内，不同含水饱和度低渗透岩石的气体滑脱效应。试

验结果用以分析实际地下工程中低渗透岩石的气体渗

流规律。 

1  气体滑脱效应 
气体滑脱效应又叫克林伯格效应（Klinkenberg 

effect），是指气体在低孔隙度多孔介质中流动时，当
气体分子的平均自由程（气体分子与其它分子相继两

次碰撞之间，经过的直线路程的平均值）接近孔隙半

径时，气体分子与介质孔隙管壁的碰撞增大，管壁上

各个分子处于运动状态，因此在管壁上产生一个滑脱

流量，导致用气体测量渗透率时出现非达西流（非线

性流），使得测得的气体渗透率大于实际渗透率的现

象，是 Klinkenberg 1941年在试验中发现的[13]。 
Klinkenberg 提出的气测渗透率与绝对渗透率之

间的关系表达式[14]： 
41 ck k
R
λ

∞
 
 


+


=   ，            (1) 

式中，k 为气测渗透率， k∞为绝对渗透率，c 为比例
因子，λ为气体分子的平均自由程，R 为孔隙的平均
半径。 
此后众多学者通过试验发现，气体分子平均自由

程与平均孔隙压力成反比[15-17]，因此式（1）可以改
为 

 1 k

m

bk k
p∞

 
 


+


=   ，           (2) 

式中， kb 为滑脱因子， mp 为平均孔隙压力。 

k m
4cb p
R
λ

=   ，                (3) 

式中， 

m i o ( ) / 2p p p= +   ，           (4) 

其中， ip 为进气口气体压力， op 为出气口气体压力。
其中滑脱因子反映的是气体滑脱效应的强弱，滑脱因

子越大气体滑脱效应越大，滑脱因子为零时，气体流

动是达西流。 

2  试验过程 
2.1  试样的筛选 

试验的试样是低渗透砂岩，砂岩的饱和含水率相

对于别的低渗透岩石较高，可以制备成含水率梯度相

差较大的不同含水饱和度的岩石。将砂岩切割打磨成

直径 50 mm×高度 50 mm的圆柱形试样。将切割后的
圆柱形试样放入烘箱中以 70℃温度进行干燥[18]。 

将烘干后的岩样称重，得到其密度，将密度过大

或过小的岩样剔除，保证密度偏差在 3%之内。筛选
后的岩样用称量法[19]计算孔隙度：首先将干燥的岩样称

重，记为 gm ，再将岩样放入蒸馏水中进行抽真空饱和，

测得饱水的岩样质量 bm ，通过式（5）计算孔隙度，将
孔隙度偏差大的岩样剔除，确保孔隙度偏差在 6%之内，
避免因岩样孔隙度的离散性造成试验误差。  

b g

s v

m m
V

ϕ
ρ

−
=   ，            (5) 

式中，ϕ为岩样孔隙度， sρ为水的密度， vV 为岩样体
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积。 
采用烘干法计算出每个岩样的饱和含水率，将饱

和含水率偏差大的岩样去除，确保饱和含水率偏差在

3%之内。  
计算饱和含水率的公式： 

  c d

d

m mw
m
−

=   ，             (6) 

式中，w为岩样的饱和含水率， cm 为岩样饱水质量，

dm 为岩样烘干质量。 
2.2  不同含水饱和度岩样的制备 

由本中心的不同含水饱和度岩样制备装置，如图

1，根据饱和溶液气–液平衡原理：饱和盐溶液在密封
的容器内会形成恒定湿度的环境[20]，特定的饱和盐溶

液可以形成特定湿度的恒湿环境。岩样放入恒湿环境

中，岩样中的水和外界环境组成的体系会逐渐达到一

种气液平衡，岩样达到稳定的含水饱和度，不同湿度

下，岩样达到不同的含水饱和度。通过抽真空，将岩

样孔隙中的气体抽出，水蒸汽进入岩样的速度加快，

显著的缩短了岩样中的水和外界水蒸气达到平衡所需

时间，快速制得所需含水饱和度岩样。该方法制得的

岩样含水分布均匀，含水饱和度精确高且快速。具体

操作步骤如下：首先将岩样进行干燥（或者抽真空饱

水），把烘干（或饱水）后的岩样放在密封容器内的

垫片上，垫片下放置饱和盐溶液，制造恒湿环境，用

真空抽气泵将恒湿器内抽至一定真空度，抽气结束后，

关闭抽气活塞，将恒湿器密封，保证恒湿器内湿度和

负压恒定，每隔 12 h，将容器内压力释放，岩样取出，
称重，重复以上步骤，直至岩样质量稳定，即连续 3
次称重，质量变化范围在 0.03 g之内，并计算岩样含
水饱和度。 

图 1 不同含水饱和度岩样制备装置示意图 

Fig. 1 Devices for preparation of rock samples with different water  

..saturations 

含水饱和度计算公式： 
1 0

w

100
m ms
φυρ

−
=   ，          (7) 

式中，φ为岩样孔隙度，υ 为岩样体积， wρ 为水的密度。 
本试验设置 7个含水饱和度梯度，配置所需的过

饱和盐溶液[21]，将筛选后的砂岩岩样制备成不同含水

饱和度的岩样，如图 2，岩样参数如表 1。具体制备过
程如下： 
（1）将岩样 S-1，S-2，S-3，S-4，放入烘箱中以

70℃烘烤，每隔 12 h取出称重，直至岩样质量稳定。 
（2）取饱和度为 0%的干燥状态下的岩样 S-1作

为参照。 
（3）将岩样 S-2放于室内空气中 3个月，最终测

得 S-2含水饱和度 12.36%。 
（4）将岩样 S-3，S-4 分别放入装有过饱和氯化

钠溶液和过饱和磷酸氢二钠（十二水）溶液的恒湿器

内，恒湿器内湿度分别是 75%和 98%，负压值 0.6 mpa，
待质量稳定，分别测得 S-3 和 S-4 的含水饱和度是
19.29%和 32.19%。 

（5）将抽真空饱水后的岩样 S-5，S-6 分别放入
装有过饱和醋酸钠溶液和过饱和碳酸钾溶液的恒湿器

内，恒湿器内湿度分别是 70%和 96%，负压值 0.6 MPa，
待质量稳定，分别测得 S-5和 S-6的饱和度是 42.42%
和 50.43%。 

（6）岩样 S-7通过抽真空饱水的方法制取，作为
参照样。将岩样 S-7饱水后在空气中静置一段时间，
让表面水挥发，最终测得含水饱和度是 70%。 

        

（a）S-1     （b）S-2         （c）S-3        （d）S-4 

                

       （e）S-5             （f）S-6              （g）S-7 

图 2 不同含水饱和度岩样 

Fig. 2 Rock samples with different water saturations  

2.3  试验设备与试验原理 

岩样的渗透率由本试验室的低渗透岩石惰性气体

渗透性测试系统测量。该试验仪器主要由岩心压力室、

围压调节设备、渗压调节设备、上下游气压控制面板、

压力显示器及高精度气体压力表组成，通过电脑记录

高敏压力表读数的变化，并计算岩样的渗透率[22]。为

了防止试验过程中岩石与气体发生化学反应给试验带

来误差，本试验以氩气作为渗流介质。试验装置示意
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图如图 3。 
表 1 岩样参数 

Table 1 Parameters of rock samples 

岩样 
编号 

直径 
/mm 

高度 
/mm 

含水饱

和度 
/% 

质量 
/g 

初始 
密度 

/(g·cm-3) 

密度

/(g·cm-3) 
孔隙 
度/% 

S-1 50.02 50.51 0 245.15 2.47 2.47 7.09 
S-2 49.97 50.86 12.36 245.21 2.46 2.47 6.91 
S-3 50.16 50.48 19.36 247.06 2.48 2.49 6.96 
S-4 50.13 50.58 31.87 244.42 2.46 2.50 7.17 
S-5 50.21 50.85 42.43 248.18 2.44 2.49 7.15 
S-6 50.04 50.72 50.43 246.27 2.46 2.51 6.91 
S-7 49.85 51.40 70.00 249.85 2.44 2.54 7.02 

图 3 试验装置示意图 

Fig. 3 Test devices for inert gas permeability of low-permeability  

rock 

目前国内外低渗透岩石渗透率的测量方法主要有

准静态法，压力脉冲法和气体流量法 3种。气体流量
法是在准静态法的基础上，在岩样出气端加上高敏压力

表，记录出气端的压力变化并计算岩样的渗透率[23]。考

虑到测量岩样渗透率时所施加的气体渗透压力可能会

影响岩样中水分的分布，引起试验误差，因此采用气

体流量法，脉冲法，准静态法 3种常见的测量岩石渗
透率的方法对含水岩石渗透率进行测量。经过试验发

现，通过压力脉冲法测量的同一含水饱和度岩样的渗

透率差异较大，分析是脉冲法测量时间过短，气体由

于水分的阻碍不能及时通过岩样，因此引起试验误差，

而采用准静态法的测试发现同一含水饱和度岩样的测

量结果差异也较大，分析是准静态法的时间过长，岩

样中的水分有部分渗出影响试验结果。通过气体流量

法的测试发现，同一含水饱和度岩样测试结果较为一

致，因此选用气体流量法。 
考虑到气体流量法所施加的渗压较大，在高渗压

下不确定岩石孔隙中的水是否会渗出。因此选取一个

筛选后的岩样，制成一定的含水饱和度，称重后放入

低渗透岩石惰性气体渗透性测试系统中按照试验方

案，分别在不同围压和渗压下测量岩样的渗透率，然

后取出并称重，岩样质量仅下降了 0.08 g，含水饱和
度仅下降了 0.005%，变化非常微小，因此可以忽略测
量过程中气体压力引起的岩样含水饱和度的变化。气

体流量法试验原理见图 4。 

图 4 气体流量法原理示意图 

Fig. 4 Principle of gas flow method  

计算试样气测渗透率的公式为[24] 
s 0
2 2

0( )
Q Lpk

A p p
µ2

=
+

  ，             (8) 

式中， sQ 为出气端气体流量， µ 为氩气黏度系数，p
为进气端压力，A是岩样横截面面积，L为岩样长度。 
其中， 

s
s

0 2

V pQ
pt p

∆
=

∆ + 
 

  ，           (9) 

式中， sV 为高精度气体压力表内部体积 sV =8 mL， p∆
为 t时间段内出气端气体压力增量。 
2.4  试验方案 

将制得的不同含水饱和度的岩样依次放入低渗透

岩石惰性气体渗透性测试系统，测量岩样在不同围压和

渗压下的渗透率。为了保证试验结果的可靠性，每个含

水饱和度的对应 4组岩样，测量其渗透率，剔除试验结
果差异较大的岩样，取试验结果最具有代表性岩样的试

验结果最为最终试验结果。具体试验方案如表 2。 
表 2 试验方案 

Table 2 Test schemes 
岩石 
编号 

试验 
方法 

气体渗压 
/MPa 

围压取值
/MPa 

S-1 
S-2 
S-3 
S-4 
S-5 
S-6 
S-7 

气体流量

法 
0.1, 0.2, 0.4, 0.6, 0.8, 

1.0, 1.2, 1.4  
3, 5, 10, 15 

25, 35  

 

3  试验结果及分析 
3.1  气测渗透率与平均孔隙压力倒数的关系 

Klinkenberg在 1941年提出 Klinkenberg公式后，
学者们通常采用 Klinkenberg公式（式（1））解释气体
滑脱效应 [25-26]，近些年一些学者研究发现虽然

Klinkenberg 公式解释渗透率较大的多孔介质的气体
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滑脱效应较为精确，但解释低渗透多孔介质的气体滑

脱效应有较大偏差[27-28]，这是由于 Klinkenberg公式是
基于毛细管中速度梯度是常量的假设而提出的，但实

际毛细管中的速度梯度并不是常量，因此用

Klinkenberg 公式拟合得到的低渗透岩石的绝对渗透
率的值偏大，滑脱因子的值也有一定偏差，Alireza等
基于 Kundt和Warburg提出的气体在毛细管中的速度
梯度随着与管壁的距离增大而减少的假设，提出一个

二次公式解释低渗透多孔介质的滑脱效应[29]： 

21 b ak k
p p∞

 = + − 
 

  ，        (10) 

式中， ∞k 为绝对渗透率，b为滑脱因子，a为次级滑
脱因子。 
为了比较和验证式（1）和式（10）对低渗透岩石

气体滑脱效应解释的精确程度，做出每个围压下，不同

含水饱和度岩样的气测渗透率随平均孔隙压力倒数变

化的曲线，如图 5，图中虚线为 Klinkenberg 公式拟合
曲线，实线为二次公式（式（10））拟合曲线。  

 

 

图 5 每个围压下不同含水饱和度岩样气测渗透与平均孔隙压

力倒数关系及 Klinkenberg公式和公式 10拟合曲线 

Fig. 5 Relationship between reciprocal of average pore pressure  

and gas permeability of rock samples with different water  

 saturations and fitting of Klinkenberg equation and Equation  

..(10) under various confining pressures 

分别用 Klinkenberg公式和式（10）对气测渗透率
与平均孔隙压力倒数的关系曲线进行拟合，拟合结果

如表 3，4。式（10）的拟合曲线如图 5。 
表 3 Klinkenberg公式拟合度 R2 

Table 3 Fitting degrees of Klinkenberg equation 
围压/MPa 含水饱和

度/% 3 5 10 15 25 35 
0 0.66 0.84 0.80 0.85 0.78 0.79 

12.36 0.77 0.76 0.82 0.69 0.75 0.72 
19.36 0.71 0.84 0.86 0.92 0.90 0.83 
31.87 0.77 0.85 0.60 0.59 0.69 0.91 
42.48 0.74 0.79 0.93 0.84 0.96 0.82 
50.43 0.74 0.37 0.48 0.55 0.22 0.60 
70.00 0.42 0.36 0.31 0.20 0.26 0.08 
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表 4 式（10）拟合度 R2 

Table 4 Fitting degrees of Equation (10) 
围压/MPa 含水饱和

度/% 3 5 10 15 25 35 
0 0.95 0.95 0.94 0.98 0.97 0.96 

12.36 0.87 0.95 0.96 0.93 0.93 0.86 
19.36 0.87 0.96 0.99 0.97 1.00 0.98 
31.87 0.92 0.92 0.83 0.71 0.74 0.96 
42.43 0.96 0.89 0.92 0.98 0.99 0.93 
50.43 0.73 0.69 0.89 0.89 0.86 0.99 
70.00 0.76 0.74 0.65 0.45 0.55 0.90 
由表 3，4可见，式（10）的拟合结果，除含水饱

和度 70%的岩样和个别曲线之外，拟合度均在 0.85以
上，拟合效果明显好于 Klinkenberg公式的拟合结果，
表明对于低渗透岩石用式（10）解释其气体滑脱效应
更为准确。 
3.2  低渗透岩石气体滑脱效应随含水饱和度的变化

特征 

根据式（10），对试验数据进行拟合，得到每个围
压下不同含水饱和度岩样的滑脱因子（表 5）。和次级
滑脱因子，由于在 Ziareni [30]的研究中定义二次滑脱 

系数
2

2
22

8a p c
r
λ

= ，c2 为常数，因此二次滑脱系数仅 

与温度，气体类型和多孔介质的孔隙结构有关，与多

孔介质的含水饱和度没有直接的关系，滑脱二次项仅

可以解释为 k–p-1关系曲线偏离直线的原因。因此本

文只对不同含水饱和度岩样的滑脱因子 b与饱水度之
间的关系进行讨论。 

表 5 滑脱因子 b  

Table 5 Klinkenberg factor b 
围压/MPa 含水饱和

度/% 3 5 10 15 25 35 
0 0.26 0.26 0.26 0.27 0.28 0.30 

12.36 0.31 0.25 0.25 0.24 0.19 0.17 
19.36 0.25 0.23 0.17 0.16 0.16 0.12 
31.87 0.20 0.14 0.11 0.06 0.03 0.03 
42.43 0.09 0.07 0.04 0.03 0.03 0.03 
50.43 0.03 0.02 0.01 0.01 0.01 0.01 
70.00 -0.21 -0.27 -0.34 -0.32 -0.30 -0.39 

为了直观的表示滑脱因子随含水饱和度和围压的

变化，做出不同围压下岩样的滑脱因子随含水饱和度

变化的曲线，如图 6。 

图 6 不同围压下滑脱因子 b与含水饱和度关系曲线 

Fig. 6 Relationship between Klinkenberg factor b and water  

saturation under different confining pressures 

由图 6可见，随着岩样含水饱和度的增大，滑脱
因子逐渐减小，说明随着岩样含水饱和度增大，气体

滑脱效应逐渐被限制，在含水饱和度 50%时，滑脱因
子的量级在 10-3左右，气体滑脱效应几乎完全被限制，

由图 5同时可以看出含水饱和度 50%时，气测渗透率
与平均孔隙压力倒数关系的曲线接近于水平的直线，

随着平均孔隙压力倒数的增大，气测渗透率的变化非

常微小。岩样的气体滑脱效应随含水饱和度变化的这

些特征，在各个围压下均得到体现。 
造成低渗透岩石的气体滑脱效应随含水饱和度增

大而减小的原因是：由于气体滑脱效应是气体分子的

平均自由程接近毛细管管径时，气体分子与多孔介质

孔壁的碰撞频率增大，在边壁上产生一个滑脱流，增

大了气体的流速，导致以气体为介质测量渗透率时出现

非达西流，使得气测渗透率大于实际渗透率的现象[31]。

在含有水的岩样中有气体流通时，由于气体的驱动和

毛细管压力，水会倾向于以水膜形式附在孔隙壁上或

进入更小的孔隙[32]，气体在岩样孔隙系统中形成连续

流时，由于水膜覆盖在孔隙壁上，气体分子不能与固

体孔隙壁碰撞，而是与水分子相碰撞，限制了滑脱流

的产生，随着含水饱和度的增大，更多的水分子被驱

动而覆盖在孔隙壁上，气体分子与固体孔隙壁的碰撞

频率进一步减少，对滑脱流的限制作用增大，所以随

着含水饱和度增大，气体滑脱效应减少。 
需要指出的是在饱和度 70%时，滑脱因子是负值，

由图 5可以看出，在饱和度 70%时出现了与气体滑脱
效应规律相反的现象，岩样的气测渗透率随着平均孔

隙压力倒数的增大而减少，即气测渗透率随着渗压的

增大而增大。这是由于在高含水饱和度时，岩样的滑

脱效应几乎被完全限制，对气体渗流的影响以水产生

的毛细管阻力为主导，在不同渗压下，气体克服水产

生的毛细管阻力的能力不同[32-33]，渗压大时，气体克

服毛细管阻力的能力强，相对多的气体可以克服阻力

形成连续流，渗压小时，气体克服毛细管阻力的能力

弱，相对少的气体可以克服阻力形成连续流，所以在

高含水饱和度时，高渗压下测量的岩样气测渗透率比

低渗压下大。 
3.3  不同围压下含水的低渗透岩石气体滑脱效应的

变化特征 

比较不同围压下滑脱因子的变化，含水岩样的滑

脱因子均随着围压增大而减少，即气体滑脱效应随围

压增大逐渐减少，这与克氏理论相悖，按照克氏理论

随着围压增大岩样孔隙度减少，气体滑脱效应应该增

大。只有含水饱和度为 0%的干燥岩样的滑脱因子随
着围压的增大而增大，符合克氏理论。这是由于随着

围压增大，岩样逐渐被压密，岩样中孔隙的体积减少，
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但岩样含水量基本没有变化，所以岩样的含水饱和度

相应增大[34]，由 3.2 节的分析知，岩样含水饱和度的
增大会抑制岩样的气体滑脱效应，其抑制作用大于岩

样孔隙体积减少对于滑脱效应的促进作用，所以含水

的岩样随着围压增大，滑脱效应减小，因此含水的岩

样不符合克氏理论。只有干燥岩样 S-1的气体滑脱效
应随围压的增大而增大，因此克氏理论适用于干燥的

岩样。 
3.4  低渗透岩石有效渗透率随含水饱和度的变化特征 

由于气体滑脱效应的存在，导致低渗透岩石气测

渗透率较实际值偏大，为了消除气体滑脱效应的影响，

选用绝对渗透率研究低渗透岩石渗透率随含水饱和度

变化。根据式（10）对不同围压下岩样气测渗透率的
拟合结果，得到每个围压下岩样的绝对渗透率，对含

水岩样用其绝对渗透率的值来表示其有效渗透率，有

效渗透率表示两种或两种以上流体通过岩石时，所测

出的某一种流体的渗透率。研究含水饱和度对低渗透

岩石有效渗透率的影响，做出每个围压下岩样有效渗

透率随含水饱和度变化的曲线，并对低渗透岩石的含

水饱和度和有效渗透率进行函数拟合，通过分析发现

用幂函数拟合效果较好，如图 7，幂函数对不同围压
下低渗透岩石的有效渗透率与含水饱和度关系曲线的

拟合度如表 7所示。 

图 7 不同围压下有效渗透率与含水饱和度关系曲线及幂函数 

拟合曲线图 

Fig. 7 Relationship between effective permeability and water  

.saturation under different confining pressures and fitting  

curves of power function  

由图 7可见，在不同的围压下，岩样的有效渗透
率均随着含水饱和度的增大而减小，在饱和度 70%时，
岩样有效渗透率的量级只有 10-19～10-20，与饱和度为

0%时岩样的有效渗透率相比，下降了两个量级；随着
含水饱和度的增大，岩样有效渗透率的减少趋势逐渐

趋缓，在低饱和度（0～40%）时，有效渗透率随含水
饱和度增大迅速下降，高饱和度时有效渗透率下降缓

慢。这是由于随着含水饱和度增大，岩样可流通气体

的孔隙喉道的体积逐渐减小[35]，气体形成连续流所要

克服的水产生的毛细管阻力增大，所以在高饱和度时，

有效渗透率变化缓慢。 
以含水饱和度为 0时岩样的有效渗透率做基准，

做出每个围压下，含水饱和度 40%时岩样的有效渗透
率下降幅度，如表 6所示。 

表 6 岩样有效渗透率下降幅度 

Table 6 Decrease degrees of effective permeability of rock  

samples  
围压/MPa 3 5 10 15 25 35 
下降幅度

/% 
80.83 82.42 89.98 94.63 98.00 98.80 

由表 6可见，岩样有效渗透率的下降主要发生在
低饱和度（0～40%）时，在饱和度 40%时，岩样的有
效渗透率均已下降 80%以上，且随着围压增大，岩样
的有效渗透率下降幅度增大，即岩样含水饱和度变化

幅度相同的情况下（从 0 到 40%），所施加的围压越
大，岩样有效渗透率变化幅度越大，因此围压越大，

有效渗透率对含水饱和度的敏感性越大。 
这是由于在低围压时，岩样被压缩的程度小，可

流通气体的孔隙喉道的半径较大，相同体积水所产生

的阻碍气体形成连续气流的毛细管阻力较小[36]，所以

有效渗透率对含水饱和度变化的敏感性较小，高围压

时，岩样被压密，孔隙喉道半径减小，相同体积水所

产生的阻碍气体形成连续气流的毛细管阻力较大，所

以有效渗透率对含水饱和度变化的敏感性较大。 
表 7 不同围压下有效渗透率和含水饱和度拟合度

 

Table 7 Fitting degrees between effective permeability and water  

saturation under different confining pressures 

围压
/MPa 

3 5 10 15 25 35 

拟合度
/% 

0.98 0.96 0.94 0.92 0.97 0.84 

由表 7可见低渗透岩石的含水饱和度和有效渗透
率 ek 有较为明确的幂函数关系，即 

       e w(1 )ck a S= −   ，          (11) 
式中，Sw为岩样的含水饱和度。 
通过与干燥状态岩样的气测渗透率对比，发现 a

与干燥状态时岩样的气测渗透率的值较为接近，a 的
含义可以认为是干燥状态的岩样在对应围压下气测渗

透率的值，c为岩样的材料参数，则式（11）可改为 

e 0 w(1 )ck k S= −   ，         (12) 
式中，k0为干燥状态的岩样在对应围压下的气测渗透

率。 

4  结    论 
本文通过制备含水饱和度在 0～70%之间的低渗

透砂岩岩样，利用本中心的低渗透岩石气体渗透测试
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装置，对不同含水饱和度的砂岩岩样进行气渗试验，

测量其在不同围压和渗压下的渗透率，分析和讨论了

低渗透岩石的气体滑脱效应、有效渗透率和含水饱和

度之间的关系，得到以下 4点结论。 

（1）二次公式 g 21 b ak k
p p∞

 = + − 
 

可以较为准确

的解释低渗透岩石的气体滑脱效应，准确性明显高于

Klinkenberg公式。 
（2）低渗透岩石的气体滑脱效应随着含水饱和度

的增大而减少，在含水饱和度 50%时，气体滑脱效应
几乎完全被限制。含水的低渗透岩石随着围压增大，

气体滑脱效应减少，干燥的岩石随着围压增大，其气

体滑脱效应增大。 
（3）随着含水饱和度增大，低渗透岩石的有效渗

透率减少，含水饱和度越大，有效渗透率下降速率越

小。 
（4）低渗透岩石的有效渗透率与含水饱和度符合

幂函数关系，即 e 0 w(1 )ck k S= − 。 
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弱胶结结构性软黏土力学特性的试验研究 
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(1. 衢州学院建筑工程学院，浙江 衢州 324000； 2. 上海大学土木工程系，上海 200444) 

摘  要：对取自不同地区的两种弱胶结结构性软黏土原状（undisturbed）样、重塑（remolded）样和泥浆（reconstituted）
样进行了单向压缩和三轴剪切试验，分别得到土样的压缩曲线和应力–应变曲线。试验结果表明：原状样的压缩曲线

为陡降型曲线，而不同制样土样的压缩曲线存在明显的差异；由于孔隙比和孔径分布对土体抗剪强度的综合影响，不

仅导致相同围压下三轴剪切时孔隙比不同的重塑样和原状样强度差异较大，且孔隙比相近的不同土样的强度也存在不

同程度的差异；若同一孔隙比下，两种软黏土的不同制样土样的强度关系均为原状样的强度最高，重塑样的强度最低，

并可通过相近孔隙比下孔径大于 0.2 μm的孔隙体积量和孔径分布均匀性可合理地解释 3种制样土样强度高低的关系。
由于不同制样土样的孔径分布的差异不会随固结压力的增大而消失，用参考孔隙比 e* 

10，简单表示土的孔隙比和孔径分

布(即组构)参数，对压缩和剪切试验结果进行归一化整理后，发现不同土样的试验结果可归一化为相关度高的 e/e* 
10-σv

曲线和 ef/e* 
10-qf曲线，证明结构屈服应力后，不同土样变形和强度差异主要是由孔隙比及孔径分布(即组构)的不同引起

的，用参考孔隙比 e* 
10简单表示土的组构参数是有效的。 

关键词：软黏土；压缩曲线；应力–应变曲线；孔径分布；参考孔隙比 
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Experimental study on mechanical behavior of weakly structured soft clays 

CHEN Bo1, 2, SUN De-an2, GAO You2, LI Jian2 
(1. College of Civil Engineering and Architecture, Quzhou University, Quzhou 324000, China; 2. Department of Civil Engineering, 

Shanghai University, Shanghai 200444, China) 

Abstract: The oedometer and triaxial shear tests on undisturbed, remolded and reconstituted samples of two different weakly 

bonding soft clays are carried out to obtain the compression curves and stress-strain curves. The test results show that the 

compressibility abruptly increases in the compression curves of undisturbed samples, and the difference among compression 

curves of different samples is obvious. The strength is not only different for undisturbed and remolded samples for the 

difference in void ratio, but also different for samples with the close void ratio when they are sheared under the same confining 

pressures, because the strength of clay is affected by both void ratio and pore-size distribution. The undisturbed samples will 

have the highest strength and the remolded samples will have the lowest strength if they have the same void ratio, and it is valid 

for different soft clays used in the tests. The relation of strength among different samples can be explained reasonably by the 

volume of pore per unit soil volume with its diameter greater than 0.2 μm and the uniformity of pore-size distribution. Because the 

difference of the pore-size distribution curves among different samples cannot be eliminated by the increasing consolidation 

pressure, the reference void ratio e* 
10, a parameter simply describing the void ratio and pore size distribution of soil (fabric) is 

introduced. The compression and shear test results of different samples dealt with by the reference void ratio e* 
10 show that they can 

be normalized to unique e/e* 
10-σv and ef/e* 

10-qf curves with high correlation. The normalized results show that if the stress is larger 

than the structures yield stress, the difference in compression and shear characteristics among the samples are caused by the void 

ratio and pore-size distribution (fabric), and it can be simply and usefully described by the reference void ratio e* 
10. 

Key words: soft clay; compression curve; stress-strain curve; pore-size distribution; reference void ratio 

0  引    言 
软黏土沉积过程中形成的结构性，是指颗粒和孔

隙的大小、形状、排列及其之间的接触和联结关系的
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总和，可简单地将其分成组构（ fabric）和胶结
（bonding）[1]。土体结构性是与初始孔隙比及应力历

史同等重要的影响因素，它对天然沉积软黏土的工程

性质具有重要的影响[2]。目前，国内外研究人员基于

Burland[3]提出的重塑样力学特性可作为土的固有力学

特性的基础上，开展了大量的原状样和重塑样的宏观

力学比较试验，得出结构性对软黏土的压缩、剪切特

性具有重要影响的结论，并将其运用于指导工程实践，

取得良好的效果[2-6]。然而，土体的工程性质很大程度

上是由土体内部微观结构决定的，不同土样（指不同

制样方法获得的试样在相同应力条件下）所表现出的

宏观力学特性的差异只是不同微细观结构的综合反映

的结果而已，因此，需要从微细观结构探究土体变形

的内在机理，建立微细观结构和宏观力学之间的联系。 
压汞试验作为研究土体微细观结构的一个重要手

段，已广泛运用于测试土体微细观孔径大小及分布的

研究，并用其解释土体的水力和力学特性时，取得了

不错的成果。张先伟等[7]从土体的微观孔径分布变化

角度解释湛江结构性软黏土触变后强度恢复的机理；

孙德安等[8]则从孔径分布角度解释了初始孔隙比相近

的非饱和预固结样和压实样土水特征曲线不同的原

因。但如何从微观孔径分布角度来合理解释土体结构

对软黏土强度、变形等力学特性的影响方面，则成果

相对较少。 
基于上述研究现状，本文对采用块状（Block）取

样方式得到的高质量上海浦东、江苏宝应的软黏土原

状（undisturbed）样、重塑（ remolded）样和泥浆
（reconstituted）样分别进行了单向压缩试验和三轴剪
切试验，研究制样方法（即土体组构）对软黏土力学

特性的影响，并结合压汞试验得到的上海软黏土不同

土样的孔径分布曲线，对软黏土不同制样土样的变形

和强度特性的差异进行了解释。最后，对压缩和剪切

试验结果用参考孔隙比e* 
10进行归一化整理，得出结构

屈服应力后，不同土样的变形、强度的差异主要是由于

孔隙比及孔径分布，即组构的不同引起的结论，且验证

了用参考孔隙比e* 
10作为土的组构参数是简单有效的。 

1  试验土样和内容 
1.1  试验土样 

原状样（U样）：试验用的原状样取自上海浦东和
江苏宝应地区，取土深度为地表以下约9.8 m和1.5 m，
分别为典型的海相沉积和湖相沉积软黏土。为获得高

质量的原状样，取样方式均采用扰动程度较小的

Block取样，根据 Lacasse等[9]提出的通过不扰动样固

结至有效上覆压力下的体变大小衡量原状样的扰动程

度的方法，得到上海软黏土的体变平均值为 3.5%，宝

应软黏土的体变平均值为 2.4%，均在 4%以下，属于取
样质量好或较好的土样，土体的基本物理特性见表 1。 

表 1 试验土样的基本物理特性 

Table1 Basic physical properties of test samples 

土样 取土深

度/m 
比重
Gs 

天然含水

率/% 
液限
wL/% 

塑限
wp/% 

结构屈

服应力
/kPa 

上海浦东 9.8 2.74 43.9～53.8 44.2 24.3 84 
江苏宝应 1.5 2.75 47.8～52.4 58.3 26.7 41 

注：结构屈服应力值为原状样多次单向压缩试验结果的平均

值。 

重塑样（R样）：将根据试验需要而切取的部分原
状样用保鲜袋包裹完整，用手充分捏搓，使原状样达

到完全扰动的重塑状态后放入环刀或套筒中，并切削

两端后制成试验用的重塑样，即 Remolded 样。此制
样方式得到的重塑样在基本不改变原状样的含水率和

密度情况下，完全破坏了土体的胶结结构。 
泥浆样（S样）：将现场取来的土样放入水中浸泡

后，充分搅拌，制成饱和泥浆，倒入直径 15 cm、高
16 cm的制样桶中，分级加载固结至 70 kPa后，待固
结完成后制成试验用的重塑样，即 Reconstituted样，
为了区分不同制样方式得到的重塑样，此类制样方式

（即重新构成）得到的重塑样可称为泥浆固结样，本

文简称泥浆样。试验时根据试样尺寸切取固结土样一

部分，制成试验用的试样。为保证同一固结压力下，

不同批次重塑样具有相同的初始含水率或孔隙比，含

水率控制在液限的 2倍左右。 
1.2  试验内容 

压缩试验：分别用环刀将软黏土的原状样、重塑

样和泥浆样制成 h＝20.0 mm，d＝61.8 mm的试样，
连环刀装入固结仪中，按 1∶1的加载比分级加载。为
确保试样主固结的完成，每级荷载固结时间为 24 h。 
剪切试验：将软黏土的原状样、重塑样和泥浆样

进行不同围压下的等围压固结不排水和固结排水剪切

试验。排水剪切试验中，考虑到软土的渗透系数较小

（约 10-7 cm/s），为保证剪切过程中产生的超孔隙水压
力能全部消散，试验选用慢剪形式，轴向应变的剪切

速率为 0.00275 %/min；不排水剪切试验中，由于剪切
速率对正常固结软黏土的抗剪强度影响不大[10-12]，为

适当减少剪切时间，将剪切速率提高至 0.0413 %/min。 
压汞试验：将不同方法制得的上海软黏土试样连

环刀装入高压固结仪中，分级加载到目标的固结压力，

待试样在该压力下变形达到稳定后，从固结仪中取出，

选取具有代表性的中间部分土样，采用对软黏土扰动

和压汞测试结果影响均较小的真空冷冻升华干燥法进

行土样干燥，具体方法见文献[13]，制备好的土样用
麦克 9500型压汞仪进行压汞试验，可得到上海软黏土
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孔径在 0.005～300 μm范围内的孔径分布情况。 
1.3  土样结构性分析 

重塑样的力学特性只受土的基本性质的影响，故

其力学特性也被称为土的固有力学特性。如用

Burland[3]建议的孔隙指数 Iv（式（1）），对原状样和泥
浆样进行归一化后对比分析，可定量的评价天然土的

结构性。本文从不同土样的原状样和泥浆样多次单向

压缩试验结果中，选取具有代表性的压缩曲线进行归

一化整理后，得到图 1。图中，PD(1)、PD(2)分别表示
上海浦东软黏土的第1次和第 2试验结果，BY(1)、BY(2)
表示江苏宝应软黏土的第 1次和第 2次试验结果。  

* * * * *
v 100 100 1000 100 c( ) /( ) ( ) /I e e e e e e C= − − = −  ， (1) 

式中， *
100e ， *

1000e 分别为重塑土在 100，1000 kPa固结
压力下的孔隙比， *

cC 为重塑土的压缩指数。 
从图 1中可以看出，两种不同土样的重塑样压缩

曲线可基本归一化为一条曲线，与 Burland[3]建议的固

有压缩曲线 ICL（intrinsic compression line）基本重合。
两种软黏土原状样的压缩曲线均位于重塑样压缩曲线

的上方，且两者的归一化曲线均位于固有压缩曲线

ICL 和自然沉积线 SCL（sedimentation compression 
line）之间。Burland 等[4]认为，具有强胶结结构的软

黏土归一化曲线将越过 SCL 线，在 SCL 线的右侧进
入屈服状态，而归一化曲线位于 SCL和 ICL之间的软
黏土则是以组构为主的弱胶结结构性土。因此，本试

验用的两种软黏土原状样的颗粒之间的胶结作用较

弱，为弱胶结结构性土，土体结构性应从组构（即孔

隙比及孔径分布）方面进行研究。 

图 1 原状样和泥浆样的归一化曲线 

Fig. 1 Normalized intrinsic compression curves of undisturbed and  

..reconstituted samples 

 

2  试验结果及分析 
2.1  压缩试验结果与分析 

图 2为压缩试验得到的不同试样的 e–log vσ 曲
线。从图中的试验结果可知：原状样的压缩曲线在结

构屈服应力之前，土样的变形很小，结构屈服应力之

后，土样的变形急剧增大，是一种具有明显结构屈服

应力的陡降型曲线，与众多试验结果一致[2-3]。同时，

由于试验用的原状样为弱胶结结构性土，其压缩曲线

并未出现强胶结结构性土较为常见的反“S”型曲线。
对于与原状样初始孔隙比较为接近的重塑样（R样），
由于其胶结强度已基本破坏，因此在一定的固结压力

后（25 kPa），压缩曲线则基本为一条直线，且相同
的固结压力下，孔隙比明显小于相应的原状样。泥浆

样（S样）则由于制样过程中约受过 70 kPa的前期固
结压力，导致初始孔隙比略小于原状样或重塑样的孔

隙比，且土样的变形在前期固结压力之前较小，前期

固结压力之后，土样的压缩曲线则基本为一条直线。

随着固结压力的增大，泥浆样在相同固结压力下反而

比重塑样具有更大的孔隙比，如图 2所示。由 3种制
样方法的上海软黏土和宝应软黏土土样的压缩曲线的

相对位置可知，当固结压力大于屈服应力后，原状样

抵抗变形的能力大于相应的泥浆样，泥浆样的抵抗变

形能力又大于相应的重塑样。这是由于不同土样的孔

径分布不同引起的，将在第 3节中详细分析。 

 
图 2 不同试样的 e–σv曲线 

Fig. 2 e-σv curves of different samples 

2.2  三轴剪切试验结果与分析 

根据原状样、重塑样和泥浆样的固结排水剪切和

固结不排水剪切试验结果，得到图 3所示的偏应力–
应变–孔压曲线和图 4所示的偏应力–应变–体变曲
线。图中，上半部分表示 a r( )σ σ− – aε 关系、下半部
分表示 vε (u)– aε 关系。其中 aσ 和 rσ 为轴向和侧向应
力； aε 和 vε 为轴向应变和体应变；u为孔隙水压力。 



第 12期                     陈  波，等. 弱胶结结构性软黏土力学特性的试验研究 2299 

 

从图 3，4中可其看出，剪切围压大于土的结构屈
服应力或前期固结压力时，无论是原状样、重塑样还

是泥浆样，其应力–应变–体变（孔压）曲线均属于

剪缩硬化型；同一围压下剪切时，除宝应软黏土在 100 
kPa 下的固结不排水剪切试验显示为原状样的强度大
于重塑样强度外，其余均为原状样的强度小于重塑样

的强度，与陈铁林等[6]的试验结果不同。对于泥浆样

与重塑样的抗剪强度关系，则不同软黏土具有不同的

规律，上海软黏土泥浆样的抗剪强度与重塑样的抗剪

强度相近，且明显高于原状样的抗剪强度，而宝应软

黏土泥浆样的抗剪强度则明显的小于重塑样的强度，

且与原状样的强度较为接近。上述两种软黏土的不同土

样得到的抗剪强度规律不同，主要是三者在同一围压下

剪切时，不同的孔径分布不仅会导致不同土体的强度存

在差异，而且会导致它们在剪切前孔隙比存在较大差

异，而剪切前孔隙比对土的强度都具有重要的影响[14]。

因此，分析相同围压下土体的抗剪强度时，需要考虑土

样的组构（孔隙比和孔径分布）的综合影响。 

图 3 不同土样的偏应力–应变–孔压曲线(固结不排水剪) 

Fig. 3 Deviatoric stress-strain-pore pressure curves of different  

samples (CU tests) 

图 4 不同土样的偏应力–应变–体变曲线(固结排水剪) 

Fig. 4 Deviatoric stress-strain-volume strain curves of different  

..samples (CD tests) 

图 5为 2种软黏土的原状样、重塑样和泥浆样的
三轴剪切前的孔隙比比较图。从图中可看出，相同的

固结压力作用下，两种软黏土原状样的孔隙比均大于

重塑样的孔隙比，且在同一围压下上海软黏土原状样

的剪切前孔隙比与泥浆样或重塑样的孔隙比差值较

大，从而导致其抗剪强度明显低于泥浆样或重塑样；

泥浆样的孔隙比虽略大于重塑样的孔隙比，但泥浆样

的孔径大小分布较为均匀[8]，因此，同一围压下，泥

浆样和重塑样的抗剪强度基本一致。对于宝应软黏土，

由于固结压力在 100 kPa时，3种土样的孔隙比基本一
致，因此，原状样的强度大于相应的重塑样或泥浆样

的强度。随着固结压力的增大，重塑样的剪切前孔隙

比明显的小于泥浆样或原状样，因而重塑样的强度明

显的大于泥浆样或原状样；当固结压力较大时，泥浆

样的剪切前孔隙比也小于原状样的剪切前孔隙比，导

致高围压下的泥浆样强度大于原状样的强度。 

图 5 两种软黏土不同土样的剪切前孔隙比比较 

Fig. 5 Comparison of void ratios between different samples of two  

soft clays before shear 

2.3  相同孔隙比下强度分析 

图 3，4的剪切试验结果表明，不同制样土样在同
一围压下剪切时，由于孔隙比及孔径分布存在的差异，

使不同软黏土的不同制样土样的抗剪强度大小规律并

不相同，由于本文重点关注土体的孔径分布对软黏土

的力学特性的影响，因此，比较不同孔径分布的原状

样、重塑样和泥浆样的抗剪强度关系时，需消除孔隙

比对土体强度的影响。即，比较孔隙比相同条件下三
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者的强度关系。 
Hong 等[14]将试验得到的不排水抗剪强度与土样

剪切后的比容 v (v=1+e)整理后，分析了相同孔隙比条
件下，Ariake软黏土原状样和重塑样的强度关系。为
比较相同孔隙比条件下原状样、重塑样和泥浆样的强

度大小关系，本文用类似方法对 2种软黏土的原状样、
重塑样和泥浆样的临界状态孔隙比 ef与相应的排水或

不排水剪切强度 qf进行整理，得到图 6所示的 ef–qf

曲线。其中，考虑有部分试样由于安装偏差、变形不

均匀等导致土体抗剪强度达到峰值后略有下降，影响

它们在同一应变下强度的可比性，因此，qf选用是应

力–应变曲线中的最大值，图 6的试验结果显示，无
论是上海软黏土还是宝应软黏土，原状样的 ef–qf曲

线均位于相应泥浆样的上方，泥浆样的 ef–qf曲线则

均位于相应重塑样的上方，说明若 3种不同土样的孔
隙比相同时，则原状样的强度将大于相应泥浆样的强

度，泥浆样的强度将大于相应重塑样的强度，与图 2
中不同土体抵抗压缩变形的规律一致。考虑到三轴剪

切试验的围压均大于原状样结构屈服应力，且原状样

本身的胶结强度不高及胶结结构是土体结构中的非稳

定结构，具有容易破坏的特点[3，15]，可认为剪切试验

时，原状样的胶结结构已基本破坏，影响土体强度的

主要因素为结构中较为稳定的组构，即孔隙的形态、

大小、数量以及分布情况。因此，需要从微细观孔径

分布方面去解释引起原状样、重塑样和泥浆样强度特

性差异的原因。 

 

图 6 不同制样试样的 ef–qf曲线比较 

Fig. 6 Comparison of ef -qf curves between different preparations 

 

3  压汞试验及分析 
对孔隙比相近的上海软黏土原状样、重塑样和泥

浆样分别开展压汞试验，用于分析不同制样土样的孔

径分布情况，得到图 7，8所示的累计压入汞总体积量
CIV（cumulative intruded volume）相近（即相近孔隙
比的土样）的不同土样孔径分布密度曲线和累计压入

汞体积曲线。不同试样的固结压力、压缩试验推算的

孔隙比 ec及累计压入汞体积量详见表 2。 

表 2 累计压入汞总体积相近的不同土样的孔径分布比较 

Table 2 Comparison of pore-size distribution among different  

   samples under close cumulative intruded volume 

图号 试样 最大固结
压力/kPa 

孔隙比
ec 

总累计压

汞量

/(cm3·g-1) 

>0.2 μm
体积

/(cm3·g-1) 

>0.2 μm
所占比例

/% 
U1 200 1.026 0.380 0.180 47.37 
R1 100 0.988 0.377 0.279 74.00 7(a) 

8(a) S1 100 0.953 0.361 0.290 80.33 
U2 800 0.794 0.280 0.165 58.93 
R2 400 0.753 0.277 0.212 76.53 7(b) 

8(b) S2 400 0.779 0.268 0.210 78.36 
U3 1600 0.644 0.224 0.128 57.14 
R3 1600 0.581 0.213 0.137 64.32 7(c) 

8(c) S3 1600 0.559 0.221 0.148 66.97 
图 7的孔径分布密度曲线表明：虽然饱和状态下

的原状样、重塑样和泥浆样的分布密度曲线均为典型

的单峰孔径结构，但是累计压入汞总体积量基本相同

的三者（U 样、R 样、S 样）的孔径分布曲线却存在
明显的差异，说明制样方式对试样的孔径分布产生重

要影响。土样的孔隙分布密度曲线峰值的相对位置说

明泥浆样的孔径相对较大，孔径分布相对集中。随着

固结压力的增大，土样的孔径分布范围逐渐减小，说

明土样的孔径分布随固结压力的增大也趋于集中，尤

其是原状样和重塑样，这种现象更加明显。然而，制

样方式不同导致的孔径分布差别并不会随着固结压力

的增大而消除，如图 8（c）所示，当固结压力达到 1600 
kPa时，不同试样的孔径分布曲线仍存在不小的差别。
张先伟等[7]认为这是由于土体的初始结构破坏后，微

观孔径分布会发生重组，并根据受力情况发生新的调

节，达到与对应压力相适应的结构形态。 
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图 7 在相同孔隙比下不同制样土样孔径分布密度曲线 

Fig. 7 Pore-size distribution density curves of differently prepared  

samples under same void ratio 

为进一步明确土样的孔径分布对土样抗剪强度产

生影响的机理，需要详细分析土体中不同孔径范围的

各孔径组对抵抗外力的能力。吕海波等[16]根据琼州海

峡软黏土的压汞试验结果得出外力超过结构屈服应力

后，最大孔隙先受到影响，随着压力的增加，越来越 

图 8 不同土样在相近孔隙比下的累计压入汞体积曲线 

Fig. 8 Cumulative intruded volume curves of differently prepared  

samples under close void ratio 

小的孔隙受到影响；张先伟等[17]基于湛江软黏土的试

验结果则认为体积含量高的孔隙组在外力应力下优先

调整。但是，他们的试验结果均表明，土样中的微孔

隙几乎不会随着固结压力的改变而发生变化。因此，

本文从同一孔隙比下，对应力敏感的孔径尺寸大于微

孔隙的孔隙累计体积量来分析土体抗剪强度的关系。 
图 9为采用具有较好科学依据的分形几何方法确 

定上海软黏土的孔径划分界限。从图中可看出，上海

软黏土以 0.2 μm 孔径作为划分小孔隙和微孔隙的界
限尺寸。从图 8所示的不同土样累计压入汞体积曲线
可得到不同试样的孔径大于 0.2 μm的累计孔隙体积，
具体数据详见表 2。表 2 中的累计体积表明，相近累
计压入汞总体积量时，孔径大于 0.2 μm的原状样孔隙
体积累积量明显的小于泥浆样或重塑样，而泥浆样和

重塑样的孔隙累计体积则基本相同。随着固结压力的

增加，原状样中孔径大于 0.2 μm的累计孔隙体积与泥
浆样或重塑样的差值逐渐减小，当固结压力足够大

（1600 kPa）时，三者的单位土体积的孔隙体积基本
相同。由于相近孔隙比条件下，原状样中孔径在 0.2 μm
以上孔隙体积量的比例最小，即孔径小于 0.2 μm微孔
隙体积量的比例最大，因而其抗剪强度将明显高于其

他两种土样。孔隙比越大，即累计压入汞总体积量越

大，原状样与泥浆样或重塑样的强度差异越明显，与

图 6的三轴剪切试验结果基本一致。对于重塑样和泥
浆样的抗剪强度比较，可从孔径分布的均匀性方面去

解释，图 7的孔径分布密度曲线表明，泥浆样孔径分
布明显比重塑样的集中，而孔径分布的集中程度对土

样的抗剪强度也有不同程度影响，因而，泥浆样的强

度大于相应重塑样的强度。 

图 9 不同固结压力的原状样的孔隙分形曲线 

Fig. 9 Pore-size distribution curves of undisturbed samples under  

different consolidation pressures 

4  组构参数归一化 
考虑到本次剪切试验采用的剪切围压均大于土体

的结构屈服应力以及胶结是土体结构中的非稳定结

构，容易破坏的特点[3，15]，可认为固结压力大于土体

的结构屈服应力后，原状样的胶结结构已基本破坏，



2302                         岩  土  工  程  学  报                                    2017年 

导致土样变形、强度特性差异的主要原因是土体的孔

隙比及孔径分布，即土结构中的组构部分。压汞试验

结果也表明，不同制样方式得到的试样的孔径分布存

在明显差异，且这种差异并不会随固结应力的增加而

消除。考虑到土体的孔径大小及分布复杂且影响因素

众多，准确地量化描述相对困难。另外，Hong 等[18]

试验结果表明，由于土体吸力的影响，泥浆样的压缩

曲线在固结应力极小时并不是一条直线，但当压力大

于 10 kPa后，其压缩曲线则基本为一条直线。因此，
本文通过将屈服应力后的压缩曲线外延至10 kPa时的
孔隙比定义为参考孔隙比 e* 

10，用于简单量化土的组

构，如图 10 所示，即，用图中的孔隙比 e* 
10简单地量

化土的组构，建立其土体的微观结构和宏观力学之间

的联系。 

图 10 参考孔隙比 e
* 

10的定义 

Fig. 10 Definitions of reference void ratio e* 
10  

将两种软黏土的不同土样的单向压缩曲线、临界

破坏状态的 ef–qf曲线以参考孔隙比 e* 
10进行归一化整

理后，得到图 11，12所示的结果。其中，图 11中的
PD(O)、PD(I)分别表示的是上海浦东软黏土单向压缩
和等向压缩的试验结果；BY(O)、BY(I)分别表示江苏
宝应软黏土单向压缩和等向压缩的试验结果。 
图 11 的结果显示，用参考孔隙比 e* 

10进行归一化

整理后，软黏土原状样、重塑样和泥浆样单向试验得

到的 e– vσ 曲线可归一化为 e/e* 
10– vσ 曲线（相关度

R2=0.964），且将图 5中剪切前的等向固结试验数据整
理后，发现其试验点也位于拟合曲线的附近，说明该

拟合曲线也同样适用于等向压缩的试验结果。 
图 12的结果显示，不同软黏土的原状样、重塑样

和泥浆样剪切试验得到的 ef–qf 曲线也可归一化为

ef/e* 
10–qf曲线（相关度 R2=0.928）。图 11，12 的归一

化结果表明，当固结应力大于结构屈服应力后，原状样

与没有胶结作用的重塑样和泥浆样的 e/e* 
10–σv、ef/e* 

10–

qf曲线基本一致，再次证明当固结压力大于结构屈服

应力后，原状样的非稳定胶结结构已基本破坏，影响

土体的变形、强度力学特性的主要是土样的孔径大小

及分布，即土体的组构。用参考孔隙比 e* 
10归一化后，

则可消除土体组构的影响。因此，参考孔隙比 e* 
10简单

表示土的组构，是合理有效的。 

 
图 11 不同土样的 e/e* 

10–σv(p)曲线 

Fig. 11 e/e* 
10-σv(p) curves of different samples 

 
图 12 不同土样的 ef/e* 

10–qf曲线 

Fig. 12 ef/e* 
10-qf .curves of different samples 

5  结    论 
本文对两种软黏土的原状样、重塑样和泥浆固结

样进行单向压缩和三轴剪切试验。重点分析和比较了

不同制样方法得到的土样强度特性的差异，得出孔隙

比及孔径分布对土体强度特性具有重要影响，并从孔

隙体积量上对三者的强度大小关系进行了详细解释。

用简单表示组构的参考孔隙比e* 
10归一化整理，不仅适

用于不同土样的单向、等向压缩试验结果，而且适用

于不同土样的抗剪强度，验证e* 
10表示组构是简单有效

的。具体结论如下： 
（1）不同软黏土的原状样、重塑样和泥浆样在相

同围压下剪切时，三者的强度关系规律并不相同。这

是由于同一围压下，不同孔径分布会导致不同土体的

强度存在差异，而且会导致它们在剪切前孔隙比存在

差异，进而影响土体的抗剪强度。因此，比较不同土

样在相同围压下的抗剪强度时，应考虑土体孔隙比和

孔径分布的综合效果。 
（2）3种制样土样的孔隙比相近时，原状样的抗

剪强度大于泥浆样的抗剪强度，泥浆样的抗剪强度大

于重塑样的抗剪强度，且单向压缩曲线的相对位置也

印证了此结论的合理性。这是由于相近孔隙比下，原

状样中孔径大于 0.2 μm 的孔隙体积量明显小于泥浆
样或重塑样的孔隙体积量；而孔隙体积接近的泥浆样

和重塑样抗剪强度的差异则是由于泥浆样的孔径分布
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集中程度优于重塑样的孔径分布导致的。 
（3）当固结应力大于结构屈服应力后，原状样与

没有胶结强度的重塑样的 e/e* 
10–pf、ef/e* 

10–qf曲线基本

一致，说明原状样在结构屈服应力后，土体结构中非

稳定的胶结结构已基本破坏，不同土样变形、强度特

性差异的主要原因是土体的孔隙比以及孔径分布，即

土的组构引起的，且用参考孔隙比 e* 
10作为组构参数是

简单有效的。 
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内源爆炸荷载作用下饱和土中圆形衬砌隧道的 
瞬态响应解答 
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摘  要：内源爆炸荷载作用下隧道的动力响应，经常被简化为以爆源为中心的二维平面应变问题，其实际上是一个三
维岩土工程问题。为评价隧道爆源及周围区域的爆炸破坏，采用 Laplace 和 Fourier 变换，提出一种在内源爆炸荷载作
用下，饱和土体中圆形衬砌隧道的瞬态响应精确解答。基于 Biot 波动理论，将周围土体和衬砌结构分别看成饱和两相
介质和弹性介质，推求了 Laplace 和 Fourier 变换域内爆炸荷载作用下衬砌和周围饱和土体的动力响应解析解。利用
Laplace和 Fourier反变换的数值方法，进行了爆炸荷载作用下衬砌和周围土体的动力响应数值分析。结果表明：与简化
的二维平面应变模型相比，基于三维模型得到的切向应力、径向位移和孔隙水压力较小；隧道的动力响应随时间而迅

速减小，并随着与爆源距离的增加，而在径向和轴向上呈指数衰减。 
关键词：圆形衬砌隧道；饱和土体；三维动力响应；内源爆炸荷载；Laplace变换；Fourier变换 
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Exact solutions for dynamic responses of a cylindrical lined tunnel in                   
saturated soil to internal blast loads 
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Abstract: The dynamic response of tunnels under internal explosion in reality is a three-dimensional geotechnical problem, 

however, it is often simplified as a plane strain problem in 2D model which can only deal with the dynamic responses of tunnels 

at the source of explosion. To evaluate the damage of the explosion to the surrounding areas of the tunnel apart from the section 

at the source of explosion, a set of exact solutions for the three-dimensional dynamic responses of a cylindrical lined tunnel in 

saturated soil due to internal blast loads are derived by using the Fourier transform and Laplace transform. The surrounding soil 

is modelled as the saturated medium based on the Biot theory and the lining structure modeled as the elastic medium. By 

utilizing a reliable and efficient numerical method for the inverse Laplace transform and Fourier transform, the numerical 

solutions for the dynamic responses of the lining and surrounding soil are obtained. The 3D dynamic responses of the lined 

tunnel and the surrounding saturated soil medium due to internal blast loads are then presented and discussed. The results show 

that (a) compared to the simplified 2D plane strain model, the 3D model yields smaller predictions in the hoop stresses, radial 

displacements, and pore water pressures; (b) the dynamic responses of tunnels decrease sharply in an oscillating manner as the 

time elapses, while such responses attenuate exponentially with the increasing distance away from the explosion source center 

at both radial and axial directions of the tunnel.  
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Fourier transform; Laplace transform 
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0  引    言 
21世纪是地下工程的大发展时代，尤其是地下交

通隧道及各种流体运输管道大力建设，如海底隧道及

各大城市的地铁隧道、石油天然气运输管道及热力管

道。这些地下衬砌结构给人们带来便利的同时，也会

面临内爆炸荷载的威胁，而引起地下衬砌结构及周围

土体的损伤。因此，研究内爆炸荷载作用下地下衬砌

结构的动力响应对地下结构的抗爆防爆具有重要意

义。  
Senjuntichai等[1]给出了内部瞬态荷载下圆柱形无

衬砌结构隧洞的动力响应解答。Kattis等[2]用边界元法

得出了无限饱和多孔介质中简谐波入射作用下衬砌隧

道和非衬砌隧道的动力响应解析解；Osinov[3]研究了

作用于衬砌上的爆炸荷载引起的饱和粗粒土中隧道的

动力响应；徐长节等[4-5]采用饱和土力学模型和黏弹性

两相介质模型，考虑土骨架的黏性以及流体与固体之

间的耦合作用，分别求解了黏弹性饱和和准饱和土中球

空腔的动力响应问题。刘干斌等[6]通过引入 Carcione的
黏弹性本构方程，得到了饱和多孔介质中圆柱形孔洞

在衬砌表面作用轴对称简谐荷载和流体压力条件下的

频域解答。高盟等[7-10]将饱和土体和衬砌结构分别视

为流固耦合介质和弹性均匀介质，引入势函数将土体

的位移控制方程化为二维轴对称波动方程，研究了内

源荷载作用下圆柱形孔洞的动力响应问题。随后，又

探讨了耦合质量对均布突加荷载作用下衬砌结构瞬态

响应的影响。蔡袁强等[11-12]应用 Biot波动理论，对衬
砌应用 Flügge壳体理论，利用 Laplace变换及数值逆
变换，得到爆炸荷载作用下圆形隧道的 Laplace 变换
解和时域解。高华喜等[13]引入与孔隙流体体积分数有

关的应力系数，采用饱和多孔介质理论和黏弹性理论，

在频率域内给出了内水压力作用下饱和土和衬砌位

移、应力和孔压的表达式。王滢等[14-15]根据牛顿第二

定律、达西定律和 Biot波动理论，探讨了饱和度对准
饱和土中圆柱形衬砌的瞬态动力响应。随后，推导出

了半空间饱和介质的控制方程，给出了圆柱形衬砌隧

道在突加荷载、阶跃荷载和三角形脉冲荷载作用下的

时域解。以上文献均将内爆炸问题简化为球对称问题

或平面应变问题，实际上，内源爆炸荷载作用下圆形

衬砌隧道的动力响应问题是三维问题。 
本文在 Biot 波动理论和达西定律的基础上，推导

出 Fourier 变换域内爆炸荷载作用下圆形衬砌及周围
饱和土体的无量纲控制方程；引入势函数并进行

Laplace变换，分别求得衬砌结构和饱和土体的通解，
结合边界条件求出特解；应用 Laplace变换和 Fourier

逆变换，得出相应的时域解。 
 

1  理论方程推导 
一无限长深埋隧道受到内源爆炸荷载作用，如图

1所示建立坐标系，径向为 r，轴向为 z，切向为 θ。 

图 1 分析模型 

Fig. 1 Analysis model 

爆炸荷载以爆源为中心，沿隧道 z 轴向两侧逐渐
衰减，是三维荷载，其表达式为 

0( ) e e ztP t P βα −−=   ，          (1) 
式中，P0为爆炸荷载最大值，α 和 β 为爆炸荷载衰减
系数。 
图 1所述问题是三维空间轴对称问题，直接推求

其理论解答较为困难。考虑到该模型沿隧道轴向轴对

称，取轴向为 z的某一截面，在该截面上对坐标变量
z 和爆炸荷载进行 Fourier 变换，求出该截面上的
Fourier 变换域内的解答后，再进行反 Fourier 变换从
而得到问题的解答。 
在坐标为 z的某一截面上，根据文献[10]，由圆形

衬砌结构的运动方程、几何方程和物理方程可得衬砌

结构的无量纲控制方程： 
2 * * * * * * * * *

L L L
*2 * * *2

( , , ) ( , , ) ( , , )1u r t u r t u r t
r r r r

ω ω ω∂ ∂
+ − =

∂ ∂
 

2 * * *
L

*2 *2

( , , )1 u r t
c t

ω∂
∂

  。            (2) 

由衬砌周围饱和多孔介质的运动方程、几何方程

和物理方程可得无量纲化的控制方程： 
*

* * 2 * * * * * *
S S r r*2 *

2 * * * 2 * * *
* * * * *r r
r 11 22*2 *2

* *
* * * * * * * * *
f f r r* * *

2 * * *
* r
22

1( 2 ) ( , , ) [ ( , , )

( , , ) ( , , )1( , , )]  

(1 ) [ ( , , ) ( , , )]

( , , )

bG u r t u r t
r n t

u r t w r tnw r t
t n t

en k nk b w r t u r t
r r t

w r t

λ ω ω

ω ω
ω ρ ρ

ξ
ω ω

ω
ρ

∂ + ∇ − = −  ∂ 
∂ ∂−

+ −
∂ ∂

∂ ∂ ∂
− + = − +

∂ ∂ ∂
∂

，

*2  
t











∂ 

，

(3) 
式中， *

Lu (r*, ω, t*)， *
ru (r*, ω, t*)， *

rw (r*,ω, t* )分别为
z截面处衬砌、土骨架和孔隙流体的归一化径向位移。
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以上各式中，其它归一化的参数为 
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
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
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，

。
 

    (4)

 

式中  R为隧道内半径，kf表示孔隙流体的体积模量，

Ga=(G+GS)/2；λ和 G为弹性常数，ω是 Fourier变换
参数， 11ρ =(1-n) Sρ + aρ ， 22ρ =n fρ + aρ ，ρ=(1-n) Sρ + 

fρ 。其中 ρ， Sρ 和 fρ 分别表示混合密度、土的密度
和流体的密度， aρ 为附加质量的密度；n为土体孔隙
率；b=ηn2/kd，表示黏性耦合系数，其中 kd和 η 分别
是渗透系数和流体黏滞系数； Sλ 和 sG 是拉梅常数，下
标 s和 L分别代表土体和衬砌；其它变量可参考文献
[10]。 

对爆炸荷载以坐标 z为变量进行 Fourier变换，式
（1）可改写为 

 *
02 2

2( ) e tP t P αβ
β ω

−=
+   

。

    
  (5) 

采用文献[10]的推导过程和方法，可得任意截面
处隧道衬砌和周围饱和土体的动力响应通解。 
隧道衬砌的动力响应通解为 

* * * *
L L 1 L 1( , , ) ( ) ( )u r p A kI kr B kK krω = −  ， (6) 

 
*

L

* * 2 * * * *
0 1 L

( , , )

    ( 2 ) ( ) 2 ( )

r r p

G k I kr G kI kr r A

σ ω

λ = + − + 
   

* * 2 * * * *
0 1 L( 2 ) ( ) 2 ( )G k K kr G kK kr r Bλ + +  ，(7) 

*
L

* 2 * * * *
0 1 L

( , , )

   ( ) 2 ( )

r p

k I kr G kI kr r A

θσ ω

λ = + + 
 

* 2 * * * *
0 1 L( ) 2 ( )k K kr G kK kr r Bλ −   。   (8) 

式中  L
rσ (r*，ω，p)和 L

θσ (r*，ω，p)分别表示变换域

内径向应力和切向应力；AL，BL为任意常数；I0，K0

分别为零阶第一类和第二类修正的 Bessel 虚宗量；I1

和 K1分别为一阶第一类和第二类修正 Bessel虚宗量。 
衬砌周围饱和土体的动力响应通解为 
* * * *
r 1 1 1 1 2 2 1 2( , , ) ( ) ( )u r p B K r B K rω β β β β= − −  ， (9a) 

* * * *
r 1 1 1 1 1 2 2 2 1 2( , , ) ( ) ( )w r p B K r B K rω α β β α β β= − − ，(9b) 

( )
*

* * 2 *f
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n
σ ω α β β= − − + +  

2 *
2 2 2 0 2(1 ) ( )]n n B K rα β β− +   ， (9c) 

* *
r

*
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*
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α
λ β β
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+
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S 2 2 1 22 ( )G B K r rβ β     ，                 (9d) 

* *
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*
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r p
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n
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α
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+
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+ −  

 

* * *
S 2 2 1 22 ( )G B K r rβ β   ，                 (9e) 

式中， *
fσ (r*,ω, p)， *

rσ (r*,ω, p)和 *
θσ (r*,ω, p)分别为变

换域内衬砌周围饱和介质的孔隙水压力，径向应力和

切向应力， 1β 和 2β 为两种纵波 P1和 P2无量纲形式
[10]，

A1，A2，B1，B2 是未定系数。 

2  待定常数确定 
根据饱和土体与衬砌结构在接触面处的连续性条

件，有 
* * * *
L r[(1 ), , ] [(1 ), , ]u h p u h pω ω+ = +  ，  (10a) 

* * *
L r[(1 ), , ] [(1 ), , ]r h p h pσ ω σ ω+ = +  ，  (10b) 

* * * *
r r[(1 ), , ] [(1 ), , ] 0w h p u h pω ω+ − + =  。 (10c) 

在衬砌结构的内边界上： 

L (1, , ) ( , )r p P pσ ω ω= −   。      (10d) 
由定解条件可得待定系数： 

*
L 02 2

2 1A P
p

β
β ω α

= ⋅
+ +

  

( ) ( )
( )( ) ( )( )

T E BF J X BY
TC DS E BF DH CJ X BY
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，(11a) 
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( )( ) ( )( )

H X BY S E BF
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，(11b) 
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*
1 02 2

2 1B P
p
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式中，
*

1 1 1 1
*

2 2 1 2
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因此，任意截面 z处的 Fourier和 Laplace空间解
答为 

* * * *
L L 1 L 1( , , ) ( ) ( )u r p A kI kr B kK krω = −  ，  (12) 
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* * * * * *
S 1 1 1 1 S 2 2 1 22 ( ) 2 ( )G B K r r G B K r rβ β β β− 。 (19) 

式中  AL，BL，B1和 B2是任意常数，可根据边界条

件和连续条件求出；p是 Laplace变换参数；α1，α2，

1β 和 2β 与文献[10]意义相同。 
令 z*，n， *

fρ 和 kf
*均等于 0，饱和介质退化为弹

性介质， 2
1β =p2⁄( *

S 2λ + )， 2
2β =0。再令土体和衬砌材

料参数相同，即 *
Lρ = *

Sρ 、λ*= *
Sλ 和 G*= *

SG 。本文解答
可退化为经典弹性解，即 

( )
*

* *1 1
0*

S 1 0 1 1 1

( ) 1
( 2) 2 ( )r

K ru P
K K p

β
λ β β β α

=
+ + +

 
，(20a) 

* * * *
* *S 1 0 1 1 1

0*
S 1 0 1 1 1

( 2) ( ) 2 ( ) 1
( 2) ( ) 2 ( )r

K r K r r P
K K p

λ β β β
σ

λ β β β α
+ +

= −
+ + +

。 

(20b) 
式（20a）、（20b）与文献[16]中受均匀压力的圆柱形
空腔的经典解答完全一致。 

3  算例分析 
对所得解答式（12）～（19）进行反 Laplace 和

反 Fourier变换，可得内源爆炸荷载作用下，衬砌和周
围饱和土体三维动力响应在时域内的解答。以上海地

铁 7 号线隧道为例，进行数值分析。衬砌内半径
R=6000 mm，厚度 h=300 mm，材料密度 ρL=2800 
kg/m3，剪切模量 G=2×109 Pa，泊松比 µL=0.2。衬砌
周围饱和土密度 ρS=2500 kg/m3，剪切模量 GS=2×107 

Pa，泊松比 µS =0.3，孔隙率 n=0.3。孔隙流体密度 ρf 
=1000 kg/m3，附加质量的密度 ρa=150 kg/m3，体积模

量 kf =2.19×109 Pa，动力黏滞系数 η=0.001，动力渗透
系数 kd=1×10-10 m/s。爆炸荷载 P0=5×106 Pa，衰减系
数α =3，β =0.85。无量纲计算参数：n=0.3， *

Sλ =0.03，
*
11ρ =0.93， *

SG =0.02， *
22ρ =0.22， *

fk =2.15， *λ =1.3，
*b =3.8， *G =2， *h =0.05， *

Lρ =1.37。 
3.1  二维和三维计算结果对比 

对于内源爆炸荷载下隧道的动力响应问题，通常

将其简化为二维平面应变问题，实际上爆炸问题应为

三维问题。衬砌在内源爆炸荷载作用下二维和三维动

力响应对比如图 2所示。 
从图 2（a）可以看出，土体的二维径向应力峰值

明显较三维径向应力大，比三维径向应力峰值增大了

约 10%。图 2（b）中，饱和土二维孔隙水压力峰值与
三维孔隙水压力峰值差距更加明显，前者比后者大约

12%。这是因为二维条件下，沿隧道轴向每个截面处
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都是爆源中心，相当于若干爆源叠加，而三维模型中，

爆炸荷载以爆源为中心沿轴向向两侧逐渐衰减。因此

二维的计算结果较三维的计算结果大。 

 

图 2 二维和三维计算结果对比 

Fig. 2 Comparison between 2D and 3D dynamic responses 

3.2  三维计算结果分析 

图 3为内源爆炸荷载作用下，圆形隧道的三维径
向位移计算结果。 
图 3（a）为隧道内表面的位移时程曲线。从图中

可看出，隧道内表面（ r∗ =1，z∗ =0）的径向位移随时
间而快速衰减，在 t∗等于 40时衰减为 0。由图 3（b）
可知，隧道的径向位移在 5 倍隧道内径处衰减为 0，
且从爆源中心向左右两侧衰减比较迅速，这与图 3（a）
所反映的规律一致。由图 3（c）可知 t∗ =2.9时，径向
位移在爆源中心到达峰值，在轴向和径向方向上，随

着与爆源距离的增加而迅速衰减，并在轴向 z∗ (z/R) = 
±5和径向 r∗ =8.6处衰减为 0。时间 t∗ =12.5时径向位
移分布如图 3（d）所示，有着同样的分布规律。 

 

图 3 三维径向位移 

Fig. 3 3D radial displacements 

内源爆炸荷载作用下衬砌与周围饱和土接触面上

的径向应力如图 4所示。 
由图 4（a）可知，径向应力在爆炸的瞬间（ t∗ =0.1）

突增到峰值，而后随时间的增长而急剧减小，最后约

在 t∗ =30 时衰减为 0。从图 4（b）可以看出，不同时
刻的径向应力均沿隧道 z方向迅速衰减，约在 5倍隧
道内径处衰减为 0。由图 4（c）和 4（d）可知，最大
径向应力发生在爆源中心，并沿轴向和径向，随着与

爆源距离的增加而迅速减小。 



第 12期                    高  盟，等. 内源爆炸荷载作用下饱和土中圆形衬砌隧道的瞬态响应解答 

 

2309 

图 4 三维径向应力 

Fig. 4 3D radial stresses 

图 5描述的是内源爆炸荷载作用下，衬砌结构和
饱和土体的三维切向应力响应。 L

θσ 和 S
θσ 分别为衬砌

结构和饱和土体的切向应力。 
由图 5（a）可知，t∗ =2时，在衬砌接触面上，衬

砌和周围土体的切向应力均达到峰值，而后随时间迅

速减小，并在 t∗ =40 时减小到 0。由图 5（b）可知，
同时刻的切向应力均沿隧道轴向迅速衰减。图 4（c）
和 4（d）分别为 t∗ =0.1，2.9 时，周围土体切向应力
的三维分布。其分布规律与图 4（c）、图 4（d）径向
应力分布规律一致。 

 

图 5 三维切向应力 

Fig. 5 3D hoop stresses 

图 6为内源爆炸荷载作用下，衬砌周围饱和土体
中孔隙水压力的计算结果。 
由图 6（a）可以看出，衬砌结构和饱和土体接触

面上，孔隙水压力时程曲线与径向应力和切向应力变

化趋势一致，孔隙水压力在爆炸瞬间激增到峰值，然

后随时间迅速衰减，并在 t∗ =30时衰减为 0。对比图 4 
（b）、图 5（b）和图 6（b）可知，在不同时刻，孔隙
水压力的衰减规律也与径向应力和切向应力的衰减规

律一致。图 6（c）和 6（d）分别为 t∗ =0.1，2.9时，
孔隙水压力的三维分布。其分布规律与径向应力和切

向应力的规律一致，最大孔隙水压力也发生在爆源中

心，并在轴向和径向方向上，随着与爆源距离的增加

而迅速减小。 
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图 6 孔隙水压力的三维动力响应 

Fig. 6 3D dynamic responses of pore water pressure 

4  结    论 
以 Biot 波动理论为基础，将衬砌及周围土体分别

看作弹性材料和饱和两相介质，在隧道某一截面上对

轴向坐标 z 进行 Fourier 变换，对时间 t 进行 Laplace
变换，推求了变换域内隧道衬砌及其周围土体的动力

响应精确解。采用反 Laplace变换和反 Fourier变换数
值方法，给出了时域内的解答；并对内源爆炸荷载作

用下隧道衬砌及其周围土体的瞬态响应进行计算分

析，主要结论如下： 
（1）推导出了内源爆炸荷载作用下饱和土中衬砌

隧道的三维动力响应解析解。 
（2）基于二维平面应变模型所得的径向应力和孔

隙水压力明显较大，与三维模型所得结果相比，峰值

分别增大了 10%和 12%。 
（3）内源爆炸荷载作用下最大动力响应（径向应

力、切向应力、径向位移、孔隙水压力）发生在爆源

中心处，并以爆源为中心，沿隧道轴向、径向迅速衰

减。沿隧道轴向动力响应的影响范围为 5倍隧道半径，
在此范围外动力响应衰减为 0。 
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不同接触状态岩石节理的剪切力学性质试验研究 
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摘  要：除粗糙度外，节理上、下面壁的接触状态是影响其剪切力学性质的重要因素。采用水泥砂浆制备若干不同形
貌的节理，对其上、下面壁沿剪切方向错开不同的位移量、形成不同的接触状态以模拟不同偶合度的节理，在常法向

应力条件下进行试验研究。试验结果表明：峰值剪切强度随错开位移量的增加而呈非线性减少，但错开位移对峰值剪

切强度的影响随法向应力的增加而减弱；峰值剪切位移随错开位移量的增加逐步变大；剪切刚度随错开位移量的增加

逐步减少直至某一恒定值，且在高法向应力下错开位移量对剪切刚度的影响更为明显。采用几种不同的简单函数分析

峰值剪切强度与错开位移量之间的关系，在偶合节理峰值剪切强度准则的基础上提出不同接触状态节理的峰值剪切强

度准则。与已有的准则相比，新准则采用的描述节理接触状态的参数易于确定且更为客观。 

关键词：岩石力学；节理；直剪试验；剪切力学性质；峰值剪切强度准则 
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Experimental studies on mechanical behaviour of rock joints with                  
varying matching degrees 

TANG Zhi-cheng1, WANG Xiao-chuan2 
(1. Faculty of Engineering, China University of Geosciences, Wuhan 430074, China; 2. Hubei Key Laboratory of Waterjet Theory & New 

Technology, Wuhan University, Wuhan 430071, China) 

Abstract: Besides surface roughness, the matching degree between the joint upper and lower blocks is another important factor 

affecting the shear behavior of a rough rock joint. A simplified way, by imposing varying magnitudes of horizontal dislocation 

along the shear direction between the joint upper and lower blocks, is used to model the different matching degrees of a joint 

that is made by cement. A large number of direct shear tests are then performed under constant normal stress condition to 

investigate the shear behavior of rock joints under the varying matching degrees. The experimental observations indicate that 

with the increase of dislocation, the peak shear strength decreases and has a larger reduction rate under the lower normal stress 

level. With the increasing dislocation, the peak shear displacement increases, and the shear stiffness decreases and gradually 

approaches a constant. The influence of dislocation on the shear stiffness is more prominent under a higher applied normal 

stress. Several simple combinations of roughness parameters and normalized dislocation are used to perform regression analysis, 

and a new empirical peak shear strength criterion is put forward to capture the peak shear strength degradation of rock joints 

under different matching degrees. A preliminary comparison between the proposed criterion and the existing criteria is also 

provided. The new parameters for the proposed criterion can be easily determined in the laboratory. 

Key words: rock mechanics; joint; direct shear test; shear behavior; peak shear strength criterion 

0  引    言 
在表面岩石工程实践中，岩体的力学性质主要是

受包含于其中的节理控制。自 1960年起，岩石节理的
剪切力学性质引起了全世界范围内广大学者的兴趣。

对非充填新鲜岩石节理而言，影响节理剪切力学性质

的因素主要包括[1]：岩石材料的力学性质（如节理面

壁强度、材料的抗拉强度、基本摩擦角等）和节理面

的性质（如粗糙度、偶合度）。过去 40年，学者集中

关注偶合节理在常法向应力条件下的剪切力学性质并

提出了多个峰值剪切强度准则[1-8]。 
然而，受外部因素影响（如工程爆破、地震等），
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原生的偶合岩石节理的两个面壁往往产生张开或相对

位移，导致工程实践中碰到的多是非偶合节理。

Zhao[9-10]认为节理两个面壁接触面积的减少是引起非

偶合节理剪切强度降低的原因，采用节理吻合系数

（joint matching coefficient，JMC）描述非偶合节理的
接触性质，并基于大量非偶合节理的直剪试验结果对

Barton 峰值剪切强度公式[1]进行了修正，提出新的准

则（即考虑了节理上、下面壁偶合度的影响）；Oh等[11]

对齿状节理的上、下面壁错开不同的位移量、形成不

同高度的空腔，分析了空腔对节理力学性质的影响并

对 Barton峰值剪切强度公式[1]进行了修正。上述研究

有助于理解非偶合节理的剪切力学性质，但未能克服

用节理粗糙度系数（joint roughness coefficient，JRC）
评价节理粗糙度存在的局限[12-13]，且确定 JMC或不规
则非偶合节理的空腔高度是非常困难的。 
为进一步研究非偶合节理的剪切力学性质，采用

水泥砂浆制备若干不规则状的节理，对其上、下面壁

沿剪切方向分别错开不同的位移量形成不同的接触状

态、模拟具有不同偶合度的节理并进行直剪试验。该

方法虽然不能全面体现非偶合节理的接触特征，但采

用的描述节理非偶合特征的参量是非常容易确定的

（即节理上、下面壁的错开位移量），通过室内直剪试

验获得的规律有助于理解非偶合节理的剪切力学性

质。 

1  直剪试验 
1.1  试件制备 

为研究接触状态对岩石节理剪切力学性质的影

响，需要若干形貌相同的节理试件，由于采集具有相

同形貌的天然岩石节理非常困难，因此在本次试验中

采用类岩石材料制备试验所需的节理试件。采用巴西

劈裂法获得若干具有不同表面形貌的岩石节理，选用

其中 5个具有明显形貌差异的岩石节理作为制备模拟
岩石节理的模板，分别命名为 J-Ⅰ、J-Ⅱ、J-Ⅲ、J-Ⅳ
和 J-Ⅴ。先用硅胶复制岩石节理的形貌，然后分别采
用 3种不同的模拟材料浇注于硅胶之上制备成节理。
模拟材料的配比、养护条件、力学参数和岩石节理的

形貌参数列于表 1。采用国际岩石力学学会建议的方
法获得模拟材料的单轴压缩强度、抗拉强度、弹性模

量和泊松比等；采用平直节理在低法向应力下的直剪

试验获得模拟材料节理的基本摩擦角。 
A组节理的上、下面壁沿剪切方向的错开位移量

分别为 0，5，10，15 mm；B、C组节理的上、下面
壁沿剪切方向的错开位移量分别为为 0，2，4，8 mm。
具体的操作方法如下[14-15]： 
（1）将节理的上、下试块处于紧贴的偶合状态，

此时节理上、下面壁的错开位量为 0 mm。 
（2）在节理面所在平面画间距为 1 mm的等间距

直线。 
（3）固定下半个节理试块，将上半个节理试块沿

剪切方向移动，如 5，10，15 mm等，得到不同接触
状态的节理试件。在移动过程中，将节理的上半个试

块抬高几厘米以避免试件接触，造成微凸体的破损。 
1.2  形貌描述方法 

Grasselli 等[16]的试验观测表明：剪切时的有效接

触面积与剪切方向密切相关，只有面向剪切方向的接

触部分才能够对剪切提供抵抗力，而背向剪切方向的

区域产生分离；剪切过程中的磨损/破坏区域先从有效
倾角较大的区域开始。Grasselli 等[16]采用接触面积比

A0、沿剪切方向的最大有效倾角 maxθ ∗ 和体现有效倾角 
表 1 模拟材料岩石节理的主要特征参数 

Table 1 Main features of three groups of model material joints 

分组 
水泥∶砂∶水 

（质量比） 
节理 

长×宽 

/(mm×mm) 

单轴压缩强

度σc /MPa 

抗拉强度 

σt /MPa 

基本摩擦角

ϕb /(°) 

弹性模量 

E/GPa 

泊松比 

ν  

材料的密度 

ρ /(kg·m-3) 

A 3∶2∶1 

J-I 

J-II 

J-III 

300 × 150 27.5 1.54 35.0 6.1 0.16 2200 

B 3∶3∶2 

J-IV+,B 

J-IV- 

J-V+,B 

J-V- 

200 × 100 16.1 1.37 31 4.3 — 2010 

C 1∶0∶1 
J-IV+,C 

J-V+,C 
200 × 100 4.7 0.64 24.8 1.9 — 1750 

注：+为正向剪切，-为反向剪切，B为 B组材料的节理，C为 C组材料的节理。养护条件为温度为 25℃，湿度为 90%，天数为 28 d。 
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分布的粗糙度参数 C 描述节理的三维形貌特征。
Tatone 等 [17]进一步发展了上述方法，认为参量

*
0 max2 /( 1)A Cθ + 能够体现出节理的三维粗糙程度（即节

理的三维粗糙度指标）。本文采用三维形貌扫描仪测试

节理的形貌（扫描云点的分辨率为 0.02 mm），重构节
理表面时，节点间距为 0.3 mm，根据文献[16]建议的
方法计算得到的形貌参数值列于表 2。 

表 2 节理的形貌参数 

Table 2 Morphological parameters of test joints 

形貌 A0 maxθ ∗ /(°) C 
J-I 0.499 59.0 10.5 
J-II 0.504 69.3 8.01 
J-III 0.688 68.7 7.48 
J-IV+ 0.513 44.7 9.27 
J-IV- 0.501 43.9 9.82 
J-V+ 0.534 78.4 9.05 
J-V- 0.506 75.6 9.38 

注：+为正方向，-为反方向。 
1.3  试验方法 

直剪试验在常法向应力条件下进行，试件不重复

使用。A组试件，每一接触状态的节理施加的法向应
力分别为 0.5，1.0，1.5，2.0，3.0 MPa；B 组试件，
每一接触状态的节理施加的法向应力分别为 0.4，0.8，
1.2，1.6，2.0 MPa；C组试件，每一接触状态的节理
施加的法向应力分别为 0.2，0.4，0.6，0.8，1.0 MPa。
先按荷载控制方式施加法向荷载直至设定值，再按变

形控制方式施加剪切荷载，剪切速率为 0.5 mm/min，
出现稳定的剪切强度时停止试验。试验过程中，计算

机自动记录所有的试验数据（包括法向荷载、剪切荷

载、剪切位移和法向变形）。法向位移位移传感器的精

度为 0.001 mm，切向位移传感器的精度为 0.1 mm，
每秒记录 100 个数据。具体的试验过程可参见文献
[14]。 
总体而言，对偶合节理的上、下面壁错开一定的

位移时，受不规则形貌的影响，上半块试件会出现一

定程度的小角度转动。为消除该转动对试验的影响，

采用一对平衡装置固定上半个节理试块，法向荷载施

加完毕后松开该平衡装置。 
为保证试验结果的可靠性，除 A组材料中的偶合

节理重复试验 3次之外，其它每一接触状态的节理均
随机选择 3组进行重复试验（3次），其中：偶合节理
峰值剪切强度的最大偏差为 2.84%、非偶合节理峰值
剪切强度的最大偏差为 4.32%。重复试验结果表明所
采用的节理具有很好的一致性，得到的规律性结果具

有相当高的可信度（表 3～5）。 

2  试验结果与分析 
以 A组节理为例，不同接触状态节理的剪切应力

–位移曲线见图 1。根据试验结果可知：在相同的法
向应力下，峰值剪切强度随错开位移量的增加而减少；

峰值剪切位移总体上随错开位移量的增加而增加；偶

合节理一般存在峰后软化现象，而非偶合节理一般不

存在这一现象（但节理单个面的形貌是一样的）。图 2
为 J-I 节理在不同接触状态下的磨损/破坏区域（法向
应力为 3.0 MPa），可以明显的看出随错开位移量的增
加，剪切/破坏区域逐步减少（从侧面说明随错开位移
量的增加，节理接触区域减少）。 
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图 1 不同接触状态下节理的剪切变形曲线（以 A组为例） 

Fig. 1 Shear stress versus shear displacement for three groups of joints under varying dislocations (Group A) 

 

图 2 不同接触状态下节理形貌的剪切/破坏图（以 J-I为例） 

Fig. 2 Post-test joint surfaces under different contact states (J-I) 
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表 3 A组节理的峰值剪切强度及其剪切位移 

Table 3 Peak shear strengths and corresponding peak shear displacements for Group A 

不同错开位移量下的峰值剪切强度/MPa 对应的峰值剪切位移/MPa 
节理 

法向应

力/MPa 0 mm 5 mm 10 mm 15 mm 0 mm 5 mm 10 mm 15 mm 

平直节理的剪切 

强度/MPa 

0.5 0.85 0.67 0.55 0.43 4.87 3.43 3.01 4.15 0.35 

1.0 1.19 1.03 0.88 0.71 3.54 4.08 3.39 3.87 0.70 

1.5 1.77 1.51 1.32 1.19 2.88 2.59 3.14 3.22 1.05 

2.0 2.24 2.00 1.74 1.52 1.08 2.00 3.26 2.99 1.40 

J-I 

3.0 2.84 2.52 2.33 2.12 0.97 2.32 2.14 3.31 2.10 

0.5 1.13 0.93 0.73 0.50 3.35 3.07 3.99 4.72 0.35 

1.0 1.75 1.25 1.00 0.75 2.46 2.88 3.02 3.64 0.70 

1.5 2.20 1.70 1.24 1.23 2.89 3.11 3.87 3.51 1.05 

2.0 2.78 2.11 1.78 1.55 2.07 3.08 4.32 3.74 1.40 

J-II 

3.0 3.34 2.70 2.50 2.20 1.49 3.08 2.69 3.66 2.10 

0.5 1.78 1.18 1.01 0.88 3.67 3.44 2.91 3.33 0.35 

1.0 2.42 1.89 1.80 1.67 2.51 3.05 3.74 4.36 0.70 

1.5 2.89 2.66 2.39 2.12 3.08 3.27 3.29 4.01 1.05 

2.0 3.51 2.91 2.68 2.27 3.24 2.66 3.88 4.29 1.40 

J-III 

3.0 4.20 3.61 3.38 3.15 2.91 2.53 3.94 3.55 2.10 
表 4 B组节理的峰值剪切强度及其剪切位移 

Table 4 Peak shear strengths and corresponding peak shear displacements for Group B 

不同错开位移量下的峰值剪切强度/MPa 对应的峰值剪切位移/MPa 
节理 

法向应

力/MPa 0 mm 2 mm 4 mm 8 mm 0 mm 2 mm 4 mm 8 mm 

平直节理的剪切

强度/MPa 

0.40 0.418 0.326 0.289 0.268 3.87 3.08 4.25 4.00 0.240 

0.80 0.793 0.708 0.655 0.503 4.02 5.06 3.88 3.89 0.481 

1.20 1.106 0.967 0.912 0.827 2.69 3.07 4.41 4.50 0.721 

1.60 1.442 1.257 1.033 0.970 2.78 3.33 4.29 4.05 0.961 

J-IV+,B 

2.00 1.709 1.554 1.387 1.241 1.84 1.97 2.26 3.87 1.202 

0.40 0.391 0.328 0.267 0.248 3.54 4.11 4.08 5.27 0.240 

0.80 0.726 0.637 0.557 0.511 3.29 3.03 3.88 4.67 0.481 

1.20 1.117 0.903 0.842 0.764 2.83 3.25 3.67 4.08 0.721 

1.60 1.406 1.207 1.006 0.965 3.44 3.07 3.57 3.87 0.961 

J-IV- 

2.00 1.669 1.449 1.362 1.229 2.71 2.84 4.07 4.11 1.202 

0.40 0.601 0.441 0.325 0.276 4.37 3.89 4.24 4.17 0.240 

0.80 0.984 0.771 0.634 0.506 4.08 4.85 4.56 5.07 0.481 

1.20 1.483 1.187 0.864 0.801 3.88 4.22 4.67 4.43 0.721 

1.60 1.857 1.445 1.285 1.156 3.97 4.02 4.14 4.69 0.961 

J-V+,B 

2.00 2.230 1.893 1.653 1.435 3.61 3.54 3.99 4.27 1.202 

0.40 0.552 0.467 0.421 0.394 4.13 3.74 4.36 4.57 0.240 

0.80 0.934 0.726 0.653 0.600 4.07 4.33 4.29 4.91 0.481 

1.20 1.367 1.007 0.896 0.825 3.57 4.01 4.24 5.07 0.721 

1.60 1.706 1.442 1.139 1.004 3.66 3.84 4.06 4.67 0.961 

J-V- 

2.00 2.008 1.773 1.525 1.366 3.19 3.77 4.29 4.58 1.202 
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表 5 C组节理的峰值剪切强度及其剪切位移 

Table 5 Peak shear strengths and corresponding peak shear displacements for Group C 

不同错开位移量下的峰值剪切强度/MPa 对应的峰值剪切位移/MPa 
节理 

法向应

力/MPa 0 mm 2 mm 4 mm 8 mm 0 mm 2 mm 4 mm 8 mm 

平直节理的剪切

强度/MPa 

0.20 0.154 0.123 0.101 0.093 4.10 4.38 4.91 5.55 0.089 

0.40 0.288 0.226 0.193 0.185 3.48 4.07 4.21 5.08 0.179 

0.60 0.442 0.374 0.322 0.284 2.94 4.33 4.67 5.08 0.268 

0.80 0.568 0.483 0.422 0.374 3.07 3.77 3.64 4.02 0.358 

J-IV+,C 

1.00 0.703 0.588 0.526 0.497 3.01 3.35 4.2 4.07 0.477 

0.20 0.215 0.187 0.143 0.122 3.94 4.66 4.91 5.67 0.089 

0.40 0.400 0.324 0.287 0.223 3.65 3.94 4.67 4.93 0.179 

0.60 0.562 0.487 0.433 0.400 3.27 4.06 4.22 4.68 0.268 

0.80 0.687 0.537 0.467 0.443 3.66 3.72 4.08 4.29 0.358 

J-V+,C 

1.00 0.843 0.728 0.653 0.627 4.12 3.46 3.86 4.77 0.477 

注：+ forward direction; C Group C 
图 3 为 J-I 节理在不同法向应力下的剪切刚度随

错开位移量的变化图（d 为错开位移量，L 为节理试
件沿剪切方向长度）。随错开位移量的增加，同一法向

应力下剪切刚度逐渐降低且趋于某个常值（说明错开

位移量对剪切刚度的影响逐步减弱）；在高法向应力

下，错开位移量对节理剪切刚度变化的影响更大。 

图 3 不同法向应力下剪切刚度随错开位移量的变化趋势图（以 

.J-I为例） 

Fig. 3 Variation of shear stiffness with normalized dislocation  

under different levels of normal stresses (J-I) 

图 4为不同接触状态下节理的峰值剪切强度（以
J-IV+,C为例），可以看出：随错开位移量的增加，其对

峰值剪切强度的影响逐步减弱；低法向应力下，错开

位移对峰值剪切强度的影响更为明显。采用多种简单

函数（如线性函数、双曲线函数、对数函数和指数函

数等）拟合峰值剪切强度与归一化错开位移量的关系，

发现双曲线函数的拟合效果最好。 

3  峰值剪切强度准则 
3.1  新准则 

由试验结果分析可知：偶合节理的峰值剪切强度 

 

图 4 不同接触状态节理的峰值剪切强度（J-IV+,C） 

Fig. 4 Variation of peak shear strength for rock joints with varying  

dislocation (J-IV+, C) 

是不同接触状态节理峰值剪切强度的最大值，且随错

开位移量的增加，峰值剪切强度呈非线性降低且逐步

趋于稳定；法向应力、错开位移量等均影响节理的峰

值剪切强度。另一方面，笔者及其合作者提出过描述

偶合节理峰值剪切强度的准则[6]，并得到了大量岩石

节理峰值剪切强度试验值的验证。图 4揭示了不同接
触状态节理峰值剪切强度的演化规律，在偶合节理峰

值剪切强度准则的基础上（参见文献[6]）并坚持拟合
系数个数最少化的原则，可将不同接触状态节理的峰

值剪切强度准则写为（为量纲对称，采用 n t/σ σ ，而
非 nσ ） 

p
n t

1
1+ ( / )B

τ
σ σ κ

= ⋅  

* *
0 max max n

n b
0 t

4 1tan 1 exp
1 9 1

A
C A C

θ θ σ
σ ϕ

σ

    + + − ⋅ ⋅   + +     
，(1) 

式中， pτ 为峰值剪切强度，B为待定系数，κ为归一
化的错开位移量，κ =d/L。 

对上述 180组试验结果进行多元回归分析确定待
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定系数 B（以计算偏差平方和最小的原则确定该系
数），并尝试将回归结果与节理的三维粗糙度指标相关

联，最终得到的不同接触状态节理峰值剪切强度准则

见式（2）。当κ =0 时，式（2）即为偶合节理的峰值
剪切强度计算公式。图 5所示为式（2）计算值与试验
值的比较，计算偏差平方和为 7.27。 

*
0

p
n

ma
t

x

1

1+ 2 /( 1)A C
τ

σ
θ κ

σ
 + ⋅ 

=
⋅

⋅  

* *
0 max max n

n b
0 t

4 1tan 1 exp
1 9 1

A
C A C

θ θ σ
σ ϕ

σ

    + + − ⋅ ⋅   + +     
。(2) 

图 5 计算值与试验值的比较 

Fig. 5 Comparison between calculated values by criteria and  

experimental ones 

3.2  讨    论 

目前，文献中报道的用于估算非偶合节理峰值剪

切强度的准则主要有 JRC-JMC准则[10]、Oh准则[11]，

分别见式（3）、（4）。除了评价节理粗糙度的 JRC 法
本身存在一定的局限[12,13]之外，这两个准则还各有缺

陷：不易确定 JMC的准确值（文献[10]建议通过观测
节理上、下面壁的接触确定 JMC，这是非常困难的，
而且极其不客观）；对不规则节理，很难确定空腔的高

度和凸起体的高度（表明该准则不适用于非规则节

理）。而新准则采用的是三维形貌参数，能够较为全面

的体现节理形貌对其剪切力学性质的影响，且是通过

客观计算得到的；此外，新准则中采用的描述节理接

触状态的参数 是可以定量确定的。 

p n r
n

JCStan JMC JRClgτ σ ϕ
σ

  
= + ⋅  

   
 ，   (3) 

n
p n r

n mp

JCStan JRClg 1
2A
δ

τ σ ϕ
σ

    = + −         
 ， (4) 

式中， rϕ 为残余摩擦角，JCS为节理面壁强度， nδ 为
空腔高度， mpA 为齿状节理凸起体高度。 

4  结    论 
对偶合节理的上、下面壁错开不同的位移量、形

成不同的接触状态以模拟不同偶合度的节理，系统研

究接触状态对节理剪切力学性质的影响。常法向应力

条件下的直剪试验表明：①随错开位移量的增加，节

理的峰值剪切强度呈非线性下降（双曲线），且对应的

峰值剪切位移也增加；随法向应力的增加，错开位移

对峰值剪切强度的影响逐步减弱；②剪切刚度随错开

位移量的增加而逐步减少且逐步趋于某一常值，剪切

刚度的降低速率逐步下降（即错开位移对剪切刚度的

影响逐步减弱）；③相同法向应力作用下，节理面的磨

损/剪切面积随错开位移量的增加而逐步减少。 
    通过多元回归分析 180组直剪试验数据，在偶合
节理峰值剪切强度准则的基础上提出不同接触状态节

理的峰值剪切强度准则。新准则采用归一化的错开位

移量（d/L）表征节理的接触特征，与确定 JMC、 nδ 或
Amp 相比更容易确定，且更为客观。考虑到提出的准

则是基于试验结果的经验公式，且采用的材料类型有

限，建议在后续的研究中逐步完善相关的研究。 
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岩土工程西湖论坛（2018）：岩土工程变形控制设计理论与实践 

（2018年10月26～28日 杭州）一号通知 

 

随着我国基本建设工程的进一步推进，岩土工程的难点问

题日益突出，传统按承载力设计方法逐渐过渡为考虑变形控制

设计，而相关理论也日益成熟，工程实践则更为丰富。为顺应
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酸碱环境干湿循环作用下砂岩抗剪强度劣化规律研究 
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浙江 瑞安 325200；4. 重庆市高新工程勘察设计院有限公司，重庆 401121) 

摘  要：为研究酸碱环境中砂岩在干湿循环作用下抗剪强度的劣化规律，在浸泡溶液 pH值分别为 7，9，4的环境中，
对砂岩试件进行次数为 1，3，6，10 次的干湿循环试验。通过不同循环次数后的单轴和三轴试验，计算得到每个阶段
循环后砂岩的黏聚力和内摩擦角及其与干湿循环次数 N的变化关系式，从而获得砂岩在不同 pH值干湿循环作用下抗剪
强度随循环次数的变化公式。结果表明，砂岩的抗剪强度随着循环次数的增加而降低，在干湿循环作用前期，受影响

较为显著，抗剪强度降幅很大，而后，强度降幅相对较小；酸性环境下，砂岩抗剪强度劣化最为严重，碱性次之，中

性最轻；干湿循环后的干燥试件抗剪强度劣化幅度远不如湿状态下的劣化幅度。  
关键词：干湿循环；酸碱环境；砂岩；抗剪强度；劣化 
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Deterioration rules of shear strength in sandstones under wetting and drying   
cycles in acid and alkali environment  

LIU Xin-rong1, YUAN Wen1, FU Yan2, WANG Zi-juan1, ZHU Le-wen3, XIE Ying-kun4 
 (1. College of Civil Engineering, Chongqing University, Chongqing 400045, China; 2. Faculty of Construction Management and Real 

Estate, Chongqing University, Chongqing 400045, China; 3. Anyang Center Administration Committee, Ruian 325200, China;          

4. Chongqing Gaoxin Engineering Survey and Design Institute Ltd., Co., Chongqing 401121, China)  

Abstract: In order to study the deterioration rules of shear strength in sandstones under wetting and drying cycles, sandstone 

specimens are tested after 1, 3, 6, 10 wetting and drying cycles in the environment of pH=7, 9, 4. Through UCS and TCS after 

different cycles, the cohesion and internal friction angle of sandstone are calculated, and the relation formulae between them 

and number of cycles N are determined, respectively, thus the shear strength is obtained under wetting and drying cycles in acid 

and alkali environment. The results show that the shear strength of sandstone decreases with the increase of cycles. In the early 

stage of cycles, the deterioration effect is comparatively significant, and the deterioration of shear strength is very large, then, 

the strength deterioration is relatively small. In the acidic environment, the deterioration of shear strength in sandstones is the 

most serious, slightly reduced in the alkaline environment, and the neutral condition is the lightest. The deterioration of shear 

strength in dried samples is much lower than that of wet samples. 

Key words: wetting and drying cycle; acid and alkali environment; sandstone; shear strength; deterioration 

0  引    言 
在影响岩体工程安全性的诸多因素中，水是最活

跃的因素之一。水化学溶液作用后，岩体内部微观结

构发生变化，使得其物理力学性状变差，对岩体工程

的长期稳定性造成威胁[1-3]。崔强等[4]通过一系列的室

内试验，对化学腐蚀前后砂岩试件的矿物成分、溶液

酸碱度、微观形貌、孔隙率等进行了测试，同时运用

次生孔隙率的变化对岩石孔隙结构进行了分析，将化

学腐蚀的主要因素归结为砂岩内部石英质矿物的溶

解。李宁等[5]研究钙质胶结砂岩在不同 pH值作用下的

主要胶结物成分，提出了可应用于酸性溶液的岩石化

学损伤强度模型。汤连生等[6]对水–岩相互作用下的环
境与力学效应进行了较为系统的研究。邓华锋等[7]综

合考虑了饱水、风干过程及各向异性对岩样纵波波速、

强度的影响，发现岩样的纵波波速与饱水度具有明显

非线性、非单调的关系，在饱水、风干过程中，岩样

的抗压强度和纵波波速存在变化规律不一致的现象。

朱合华等[8]分别对干燥和饱水状态下砂岩、大理岩、

─────── 
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花岗片麻岩、黑云母片麻岩的波速进行试验研究，结

果表明：饱水后各种岩样的波速有不同程度的增加。

邓建华等[9]研究了膏溶角砾岩在不同天然含水率情况

下的力学特性，研究表明：含水率的不同对岩石的峰

值强度、弹性模量和泊松比等力学性质有显著影响，

烘干后，岩石的力学性质发生了很大的变化，峰值强

度、弹性模量都有很大的提高。熊德国等[10]在自由和

饱水状态下对砂岩、砂质泥岩和泥岩进行巴西劈裂、

单轴压缩和常规三轴压缩试验，发现饱水对 3种岩石
的强度和变形特征均有不同程度的影响，泥岩表现最

为明显，其次是砂质泥岩和砂岩。笔者等[11-13]研究了

干湿循环作用下砂岩的抗剪强度变化规律，同时对酸

性环境干湿循环作用下砂岩的物理力学性质的变化进

行了细致的研究，结果表明，干湿循环对岩石的性状

影响很大，特别是水中含有酸的情况。本文以砂岩为

对象，研究其在酸碱环境干湿循环作用下抗剪强度的

变化规律，为边坡工程，地下工程的短期和长期稳定

性安全评价奠定理论基础。 

1  试验方法 
选取重庆地区某施工场地砂岩为研究对象。砂岩

具中–细粒砂状结构，块状构造，主要由石英、长石、
岩屑、方解石、重矿物、填隙物及不透明矿物组成。

矿物碎屑颗粒集中在 0.05～0.4 mm，其中 0.05～0.25 
mm的碎屑颗粒约占 71％，0.25～0.4 mm的碎屑颗粒
约占 29％，矿物磨圆度中等，呈次棱角状–次圆状，
颗粒支撑，孔隙式胶结。 
按规范要求，将试样加工为圆柱体，试验尺寸为：

直径 D＝50 mm，高 H＝100 mm。先将试样在 105℃
烘干 24 h，然后使用真空保水机保水 24 h，如此为一
次干湿循环过程。使用的保水溶液（浸泡溶液）有 3
种，分别为 pH=7的蒸馏水，pH=9的碱性溶液，pH=3
的酸性溶液。为了观察干湿循环次数对岩石强度的影

响，考虑岩石试样前期劣化速度较快的特点，适当缩

短参考文献[11，12]中采用的循环次数，将试样分别
进行 1，3，6，10 次（4 个阶段）干湿循环，每个阶
段循环后采用法国 Rock 600 HT PLUS型多功能岩石
三轴测试系统（图 1）进行单轴和三轴试验，试验过
程中部分试样的干燥、饱和状态及破坏如图 2所示。
试验结果以及计算出的相应的黏聚力 c和内摩擦角ϕ

见表 1。  

表 1 单轴、三轴试验及 c，ϕ 值 

Table 1 UCS and TCS of sandstone and values of c and ϕ  

pH 干湿状态 循环次数 
N 

围压 
0 

围压 
1 

围压 
6 

黏聚力 
c/kPa 

内摩擦角 
ϕ /(°) 

0 76.00 80.21 96.50 12.43 48.52 
1 71.59 75.49 87.32 11.74 47.34 
3 67.91 72.14 81.24 11.27 46.39 
6 65.36 68.41 77.49 10.84 45.77 

干 

10 63.26 66.01 75.34 10.52 45.46 
1 56.22 60.32 70.53 8.78 47.21 
3 50.45 53.87 66.95 7.99 45.99 
6 46.14 49.64 60.51 7.50 44.38 

pH=7 

湿 

10 41.92 43.82 56.87 6.97 42.67 
1 69.87 74.12 86.32 11.42 47.45 
3 64.59 68.97 80.58 10.67 46.72 
6 60.61 63.56 75.34 10.1 45.75 

干 

10 57.48 60.87 72.54 9.64 45.41 
1 51.67 55.1 68.54 8.20 46.2 
3 44.54 48.02 60.23 7.33 44.27 
6 39.81 43.65 55.24 6.72 43 

pH=9 

湿 

10 34.97 38.2 49.2 6.12 41.34 
1 66.53 70.89 84.65 11.01 47.26 
3 61.10 64.3 78.54 10.06 46.42 
6 56.46 62.03 72.21 9.51 45.65 

干 

10 51.61 53.5 68.32 9.19 45.09 
1 45.93 48.63 60.32 7.54 44.03 
3 36.10 38.8 51.2 6.22 41.69 
6 29.71 33.5 43.16 5.48 38.64 

pH=4 

湿 

10 22.70 25.63 35.87 4.54 35.09 
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图 1 Rock 600 HT PLUS型多功能岩石三轴测试系统 

Fig. 1 Rock 600 HT PLUS multi-function rock triaxial test system 

 

图 2 干燥、饱和砂岩试样及其破坏 

Fig. 2 Dry and saturated sandstone samples and their failure 

2  试验结果 
2.1  黏聚力 

酸碱环境对砂岩的黏聚力影响较大，不同 pH 值
环境干湿循环作用下砂岩干燥试样和饱和试样破坏所

得到的黏聚力如图 3（干燥）和图 4（饱和）所示。图
中可以看出，pH=4 时，干湿循环后试样的黏聚力劣
化幅度最大，pH=9次之。 

 

图 3 干燥砂岩试样黏聚力劣化曲线 

Fig. 3 Deterioration curves of cohesion in dry sandstone samples  

根据图 3，4中数据点的分布特点，得到酸碱环境
（pH=7，9，4）干湿循环作用下砂岩 c–N的关系式
（表 2）。 
2.2  内摩擦角 

不同 pH 环境干湿循环作用下砂岩干燥试样和饱
和试样破坏所得到内摩擦角如图 5（干燥）和图 6（饱

和）所示。与黏聚力的劣化规律一样，pH=4 时，参
数的劣化最严重，pH=9次之。 

 

图 4 饱和砂岩试样黏聚力劣化曲线 

Fig. 4 Deterioration curves of cohesion in saturated sandstone  

samples  

表 2 c–N关系式 

Table 2 Relation formulae of c–N 

根据图 5，6中数据点的分布特点，得到酸碱环境
（pH=7，9，4）干湿循环作用下砂岩ϕ–N的关系式
（表 3）。 

表 3 ϕ –N关系式 

Table 3 Relation formulae of ϕ –N 

状态 pH 关系式 

7 0.4183e 45.472Nϕ −= +  

9 0.2913.2e 45.239Nϕ −= +  干 

4 0.323.358e 45.046Nϕ −= +  

7 0.06111.504e 36.386Nϕ −= +  

9 0.06111.504e 36.386Nϕ −= +  湿 

4 0.04528.109e 17.143Nϕ −= +  

 

图 5 干燥砂岩试样内摩擦角的劣化曲线 

Fig. 5 Deterioration curves of angle of internal friction in dry  

sandstone samples 

状态 pH 关系式 
7 12.366 0.783ln( 1)c N= − +  
9 12.325 1.147 ln( 1)c N= − +  干 
4 12.161 1.339ln( 1)c N= − +  
7 9.486 1.044ln( 1)c N= − +  
9 9.03 1.207ln( 1)c N= − +  湿 
4 8.7 1.716ln( 1)c N= − +  
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图 6 饱和砂岩试样内摩擦角的劣化曲线 

Fig. 6 Deterioration curves of angle of internal friction in saturated  

sandstone samples  

3  劣化分析 
通过试验得到的 c，ϕ值，可以获得酸碱环境干

湿循环作用下干燥、饱和试样的劣化分析表（表 4）。
为形象展现干湿循环次数与酸碱环境对 c，ϕ参数劣
化的影响，表 4中每个阶段的阶段平均劣化度见图 7～
10。 

图 7 干燥砂岩试样黏聚力的阶段平均劣化曲线 

Fig. 7 Stage average deterioration curves of cohesion in dry  

sandstone samples 

 

图 8 饱和砂岩试样黏聚力的阶段平均劣化曲线 

Fig. 8 Stage average deterioration curves of cohesion in saturated  

sandstone samples 

 

图 9 干燥砂岩试样内摩擦角的阶段平均劣化曲线 

Fig. 9 Stage average deterioration curves of internal friction angle  

in dry sandstone samples 

 

图 10 饱和砂岩试样内摩擦角的阶段平均劣化曲线 

Fig. 10 Stage average deterioration curves of internal friction  

.angle in saturated sandstone samples 

（1）酸性环境下，黏聚力和内摩擦角下降的量最
多，同时，第十次干湿循环后，砂岩的阶段平均劣化

度还具有较大值，说明此时砂岩中还有可以与酸反应

的胶结物； 
（2）黏聚力的（平均）劣化度明显高于相应内摩

擦角的劣化度，可能的原因是黏聚力对与酸碱发生化

学反应的胶结物含量的变化更为敏感； 
（3）从干状态（N=0）到饱和状态（N=1），试样

的 c，ϕ值下降较大（与两次干燥状态对比），其主要
原因可归结为水的存在导致其内部 c，ϕ值的降低，
不过并不是说此过程（由干燥到饱和）没有酸碱与胶

结物的反应，只不过在此是非主要因素。 
（4）图中，砂岩的平均劣化度在前几次循环中逐

渐降低，最后趋向于某一个最低值，可以推测，在干

湿循环作用前期，水–岩相互作用造成砂岩的化学、

物理损伤效应较大，黏聚力和内摩擦角受的影响最为

明显。随着循环次数的增加，水–岩相互作用给岩石

造成损伤效应减小，黏聚力和内摩擦角受影响减小，

变化趋于平缓。 
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表 4 c, ϕ 劣化值 

Table 4 Deterioration values of c, ϕ  

PH 干湿状态 循环次数 
N 

黏聚力 
c/kPa 

总劣化度 

jD∆  

阶段平均劣化度

1

j

j j

D
n n −

∆

−
 

内摩擦角 
ϕ /(°) 

总劣化度 

jD∆  

阶段平均劣化

度
1

j

j j

D
n n −

∆

−
 

0 12.43 0.00  0.00  48.52 0.00  0.00  
1 11.74 5.55  5.55  47.34 2.43  2.43  
3 11.27 9.33  1.89  46.39 4.39  0.98  
6 10.84 12.79  1.15  45.77 5.67  0.43  

干 

10 10.52 15.37  0.64  45.46 6.31  0.16  
1 8.78 29.36  29.36  47.21 2.70  2.70  
3 7.99 35.72  3.18  45.99 5.21  1.26  
6 7.5 39.66  1.31  44.38 8.53  1.11  

7 

湿 

10 6.97 43.93  1.07  42.67 12.06  0.88  
0 12.43 0.00  0.00  48.52 0.00  0.00  
1 11.42 8.13  8.13  47.45 2.21  2.21  
3 10.67 14.16  3.02  46.72 3.71  0.75  
6 10.1 18.74  1.53  45.75 5.71  0.67  

干 

10 9.64 22.45  0.93  45.41 6.41  0.18  
1 8.2 34.03  34.03  46.2 4.78  4.78  
3 7.33 41.03  3.50  44.27 8.76  1.99  
6 6.72 45.94  1.64  42.19 13.05  1.43  

9 

湿 

10 6.12 50.76  1.21  39.9 17.77  1.18  
0 12.43 0.00  0.00  48.52 0.00  0.00  
1 11.01 11.42  11.42  47.26 2.60  2.60  
3 10.06 19.07  3.82  46.42 4.33  0.87  
6 9.51 23.49  1.47  45.65 5.92  0.53  

干 

10 9.19 26.07  0.64  45.09 7.07  0.29  
1 7.54 39.34  39.34  44.03 9.25  9.25  
3 6.22 49.96  5.31  41.69 14.08  2.41  
6 5.48 55.91  1.98  38.64 20.36  2.10  

4 

湿 

10 4.54 63.48  1.89  35.09 27.68  1.83  
表 5 τ–N关系式  

Table 5 Relation formulae of τ–N 

状态 pH 公式 

7 0.41812.366 0.783ln( 1) tan(3e 45.472)N
nNτ σ −= − + + +  

9 0.29112.325 1.147ln( 1) tan(3.2e 45.239N
nNτ σ −= − + + + ） 干 

4 0.3212.161 1.339ln( 1) tan(3.358e 45.046)N
nNτ σ −= − + + +  

7 0.0619.486 1.044ln( 1) tan(11.504e 36.386)N
nNτ σ −= − + + +  

9 0.0849.03 1.207ln( 1) tan(12.804e 34.397)N
nNτ σ −= − + + +  湿 

4 0.0458.7 1.716ln( 1) tan(28.109e 17.143)N
nNτ σ −= − + + +  

4  抗剪强度 
工程中，为评价库岸边坡的稳定性，常常需要对

岸坡岩土体的物理力学参数进行取值，而其中重要的

一项参数就是岸坡岩土体的抗剪强度。在滑坡稳定性

计算和加固设计中，岸坡岩土体的抗剪强度参数选取

的正确与否，直接影响到滑坡推力的大小和稳定性分

析。用库仑准则表达岩（土）体的抗剪强度为 

n tancτ σ ϕ= +   。           (1) 
将表 2中的 c–N关系式，表 3中的ϕ–N关系式

入式（1），得到酸碱环境（pH=4，7，9）干湿循环作
用下砂岩抗剪强度 τ–N的关系式，如表 5所示。 
以干湿循环次数 N为横座标，抗剪强度 τ为纵座

标，作出不同酸碱环境砂岩干燥状态和饱和状态抗剪
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强度变化曲线图（图 11，12），从图 11，12可以看出，
砂岩的抗剪强度随着水–岩循环次数的增加而降低。

在干湿循环作用前期，受影响较为显著，抗剪强度降

幅很大；而后，循环作用的影响减小，强度降幅相对

较小。 

图 11 干燥砂岩抗剪强度劣化曲线 

Fig. 11 Deterioration curves of shear strength in dry sandstone  

samples 

图 12 饱和砂岩抗剪强度劣化曲线 

Fig. 12 Deterioration curves of shear strength in saturated  

sandstone samples 

通过干湿状态砂岩的抗剪强度劣化规律对比，发

现相对于饱和状态，干燥状态下砂岩的劣化程度相对

来说较轻，从劣化机理方面来说，干燥状态的劣化，

可以解释为岩石内部胶结物的反应和溶解导致内部孔

隙率以及微裂纹的增大；而湿状态下的劣化机理则复

杂得多，水大量存在于岩石的内部，使得岩石的抗剪

强度大幅度下降，这可以较好地解释库岸边坡在暴雨

过后不久或是水库涨水不久发生破坏的几率远远大于

干燥之后发生破坏的几率[11]。  
从图 11，12中可以看出，pH=4时，干燥状态下，

经历了上百次干湿循环后，砂岩抗剪强度降低约 10%，
而饱和状态下，上百次循环后，砂岩的抗剪强度下降

了约 70%。可以推断，干湿循环作用对库岸边坡的稳
定性具有极大的危害，酸性环境中更甚。鉴于 τ–N

在不同酸碱环境的劣化规律，可针对类似情况，提前

预报可能破坏的砂岩（其他岩石类似）类岸坡的相关

情况，并提出相应的处理措施。 

5  结    论 
通过对酸碱环境干湿循环作用下砂岩强度劣化规

律的研究，得出了不同 pH值（pH=7，9，4）干湿循
环作用下干燥和饱和砂岩抗剪强度随循环次数的变化

公式。结果表明： 
（1）随着循环次数的增加，水–岩相互作用给岩

石造成损伤效应减小，黏聚力和内摩擦角受影响减小，

变化趋于平缓，黏聚力的劣化度明显高于相应内摩擦

角的劣化度。 
（2）砂岩的抗剪强度随着水–岩循环次数的增加

而降低。在干湿循环作用前期，受影响较为显著，抗

剪强度降幅很大；而后，循环作用的影响减小，抗剪

强度降幅相对较小。酸性环境下，砂岩抗剪强度劣化

最为严重，碱性次之，中性最轻。 
（3）pH=4时，干燥状态下，经历了上百次干湿

循环后，砂岩抗剪强度降低约 10%，而饱和状态下，
上百次循环后，砂岩的抗剪强度下降了约 70%。 

参考文献： 

[1] GULSEREN D, EBRU A S, CANDAN G. Some non-linear 

models to predict the weathering degrees of a granitic rock 

from physical and mechanical parameters[J]. Expert Systems 

with Applications, 2011, 38: 7476–85. 

[2] TOBIAS S R, LINDA L, JESUS C, et al. Changes in porosity, 

permeability, water retention curve and reactive surface area 

during carbonate rock dissolution[J]. Chemical Geology, 

2015, 403(18): 86–98. 

[3] POULSEN B A, SHEN B, WILLIAMS D J, et al. Strength 

reduction on saturation of coal and coal measures rocks with 

implications for coal pillar strength[J]. International Journal 

of Rock Mechanics & Mining Sciences 2014, 71: 41–52. 

[4] 崔  强, 冯夏庭, 薛  强, 等. 化学腐蚀下砂岩孔隙结构变

化的机制研究[J]. 岩石力学与工程学报, 2008, 27(6): 1209

–1216. (CUI Qiang, FENG Xia-ting, XUE Qiang, et al. 

Mechanism study of porosity structure change of sandstone 

under chemical corrosion[J]. Chinese Journal of Rock 

Mechanics and Engineering, 2008, 27(6): 1209–1216. (in 

Chinese)) 

[5] 李  宁, 朱运明, 张  平, 等. 酸性环境中钙质胶结砂岩的

化学损伤模型[J]. 岩土工程学报, 2003, 25(4): 395–399. 

(LI Ning, ZHU Yun-ming, ZHANG Ping, et al. A chemical 



2326                         岩  土  工  程  学  报                                    2017年 

damage model of sandstone in acid environment[J]. Chinese 

Journal of Geotechnical Engineering, 2003, 25(4): 395–399. 

(in Chinese)) 

[6] 汤连生, 王思敬. 岩石水化学损伤的机制及量化方法探讨

[J]. 岩石力学与工程学报, 2002, 21(3): 314–319. (TANG 

Lian-sheng, WANG Si-jing. Analyses of mechanism and 

quantitative methods of chemical damage in water-rock 

interaction[J]. Chinese Journal of Rock Mechanic sand 

Engineering, 2002, 21(3): 314–319. (in Chinese)) 

[7] 邓华锋, 原先凡. 饱水度对砂岩纵波波速及强度影响的试

验研究[J]. 岩石力学与工程学报, 2013, 32(8): 1625–1631. 

(DENG Hua-feng, YUAN Xian-fan. Experimental research 

on influence of saturation degree of sandstone longitudinal 

wave velocity and strength[J]. Chinese Journal of Rock 

Mechanics and Engineering, 2013, 32(8): 1625–1631. (in 

Chinese)) 

[8] 朱合华, 周治国, 邓  涛. 饱水对致密岩石声学参数影响

的试验研究[J]. 岩石力学与工程学报, 2005, 24(5): 823–

828. (ZHU He-hua, ZHOU Zhi-guo, DENG Tao. Acoustic 

parameters of low-porosity rock under dry and saturated 

conditions[J]. Chinese Journal of Rock Mechanics and 

Engineering, 2005, 24(5): 823–828. (in Chinese)) 

[9] 邓建华, 黄醒春, 彭结兵, 等. 膏溶角砾岩不同天然含水率

情况下力学特性的试验研究 [J]. 岩土工程学报 , 2008, 

30(8): 1203–1206. (DENG Jian-hua, HUANG Xing-chun. 

Mechanical properties of Gypsum Breccia with different 

water contents[J]. Chinese Journal of Geotechnical 

Engineering, 2008, 30(8): 1203–1206. (in Chinese)) 

[10] 熊德国, 赵忠明, 苏承东, 等. 饱水对煤系地层岩石力学

性质影响的试验研究 [J]. 岩石力学与工程学报 , 2011, 

30(5): 998–1006. (XIONG De-guo, ZHAO Zhong-ming, SU 

Cheng-dong, et al. Experimental study of effect of 

water-saturated state on mechanical properties of rock in coal 

measure strata[J]. Chinese Journal of Rock Mechanics and 

Engineering, 2011, 30(5): 998–1006. (in Chinese)) 

[11] 刘新荣, 傅  晏, 王永新, 等. （库）水–岩作用下砂岩抗

剪强度劣化规律的试验研究 [J]. 岩土工程学报 , 2008, 

30(9): 1298– 1302. (LIU Xin-rong, FU Yan, WANG 

Yong-xin, et al. Deterioration rules of shear strength of sand 

rock underwater-rock interaction of reservoir[J]. Chinese 

Journal of Geotechnical Engineering, 2008, 30(9): 1298–

1302. (in Chinese)) 

[12] 刘新荣, 张  梁, 傅  晏. 酸性环境干湿循环对泥质砂岩

力学特性影响的试验研究[J]. 岩土力学, 2014, 35(增刊 2): 

45 – 52. (LIU Xin-rong, ZHANG Liang, FU Yan. 

Experimental study of mechanical properties of argillaceous 

sandstone under wet and dry cycle in acid environment[J]. 

Rock and Soil Mechanics, 2014, 35(S2): 45– 52. (in 

Chinese)) 

[13] 刘新荣, 李栋梁, 张  梁, 等. 干湿循环对泥质砂岩力学

特性及其微细观结构影响研究[J]. 岩土工程学报, 2016, 

38(7): 1291–1300. (LIU Xin-rong, LI Dong-liang, ZHANG 

Liang, et al. Influence of wetting-drying cycles on 

mechanical properties and microstructure of shaly 

sandstone[J]. Chinese Journal of Geotechnical Engineering, 

2016, 38(7): 1291–1300. (in Chinese))

勘    误 

2017 年第 10 期“水下岩溶浆液抗分散性质试验研究及工程应用”一文中， 1861，1863，1865 页眉中作者姓名更正为“张

聪，等”。特此更正。 

（本刊编辑部） 



第 39卷  第 12期                   岩   土   工   程   学   报                Vol.39  No.12 
2017年      12月                       Chinese Journal of Geotechnical Engineering                      Dec.  2017 

考虑时效性的静压桩荷载–沉降关系预测方法 
李  林
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，孙德安
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，张凌翔
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摘  要：考虑天然饱和黏土地层的原位力学特性，采用圆孔扩张模型考虑沉桩效应，结合太沙基一维径向固结理论推
导了桩周土再固结过程中土体强度和剪切模量的解析解。在此基础上，根据桩基加载过程中桩侧土体的剪切变形特性，

采用指数函数型荷载传递曲线分别建立了静压桩的桩侧和桩端荷载传递模型，提出了考虑时效性的静压桩荷载–沉降

关系理论预测方法。通过现场试验对本文解答进行验证，研究了沉桩结束后静压桩荷载–沉降特性随时间的变化规律，

分析了静压桩沉桩后不同历时的荷载传递特性。研究结果表明，沉桩结束后静压桩承载特性的变化主要是由于桩侧承

载特性的提高；特定休止期后的静载试验结果与静压桩真实承载特性存在一定差异。因此，实际工程中应根据桩周土

体力学特性的改变结合静载试验合理确定静压桩的承载特性。 
关键词：沉桩效应；时效性；荷载传递；刚度；极限承载力；荷载–沉降 
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作者简介：李  林(1986– )，男，甘肃通渭人，博士，主要从事桩基承载力方面的研究工作。E-mail: lilin_sanmao@163.com。 

Prediction method for time-dependent load-settlement relationship of a jacked pile 

LI Lin1, 2, LI Jing-pei1, 2, SUN De-an3, ZHANG Ling-xiang1, 2 
(1. Key Laboratory of Geotechnical and Underground Engineering of Ministry of Education, Tongji University, Shanghai 200092, China;  

2. Department of Geotechnical Engineering, Tongji University, Shanghai 200092, China; 3. Department of Civil Engineering, Shanghai 

University, Shanghai 200072, China) 

Abstract: Considering the in-situ properties of the natural saturated clay strata, the pile installation effects are studied by the 

cavity expansion model. Based on Terzaghi’s one dimensional radial consolidation theory, the analytical solutions are derived 

for the time-dependent strength and shear modulus of the soil adjacent to a jacked pile. Then, based on the shear deformation 

performance of the surrounding soil during pile loading, the time-dependent load transfer models for pile shaft and pile base are 

established through the exponential function type load transfer curve, respectively, and a theoretical method is proposed for 

predicting the time-dependent load-settlement curve of a jacked pile in saturated clay strata. The proposed theoretical method is 

verified by the field tests. The time-dependent load-settlement performance and load transfer properties of the jacked pile after 

pile installation are studied. The results show that the evolution of the bearing performance of the jacked pile after pile 

installation is primarily because of the increase in the bearing performance of pile shaft. There are some discrepancies between 

the actual load-settlement performance of the jacked pile and the static loading test results after specific rest time. Thus, in 

actual engineering, the time-dependent bearing performance of jacked piles should be evaluated through the static loading tests 

with the aid of considering the evolution of the mechanical properties of the surrounding soil of piles. 

Key words: pile installation effect; time-dependentce; load transfer; stiffness; ultimate bearing capacity; load-settlement 

0  引    言 
饱和黏土地层沉桩结束后，沉桩产生的超孔隙水

压力随时间逐渐消散，有效应力随之增长，桩周土体

强度和刚度随时间逐步恢复、提高，使得饱和黏土中

静压桩承载特性呈现出明显的时效性。目前，国内外

学者对静压桩承载特性的时效性展开了一系列有益研

究[1-6]，但多数研究侧重于静压桩极限承载力时效性的

研究，对其荷载–沉降时效性的研究较少，且多数静

压桩极限承载力时效性研究直接基于静载试验数据或

数值模拟结果得出相应的经验公式，其不仅无法从机

理上反映静压桩承载力时效性的本质，也无法体现静
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压桩荷载–沉降特性的时效性。同时，现行规范根据

工程经验规定以休止期25 d的静载试验为准来确定其
承载特性[7]，然而，由于地层条件的千差万别，休止

期25 d的静载试验结果与静压桩真实承载特性存在一
定差异[8]。因此，对饱和黏土中静压桩荷载–沉降特

性的时效性展开研究，提出静压桩考虑时效性的荷载

–沉降关系预测方法，为静压桩设计、施工优化提供

理论依据，具有重要的理论和工程实际意义。 
本文根据沉桩后桩周土体力学特性的演变规律，

结合桩基加载过程中桩侧土体的剪切变形特性，采用

指数函数型荷载传递曲线建立了静压桩的桩侧和桩端

荷载传递模型，提出了考虑时效性的静压桩荷载–沉

降预测方法，并结合现场实测结果进行了验证，研究

了饱和黏土地层中静压桩荷载–沉降关系的时效性。

本文解答对完善静压桩承载理论及指导静压桩设计与

施工都具有重要意义。 

1  静压桩周土体力学特性 
1.1  静压沉桩效应 

静压桩压入土层的过程中，桩身周围土体的扩张

模式类似于柱孔扩张；而桩端周围土体向外扩张的形

式更接近于球孔扩张[9]，因此，将饱和黏土中的静压

沉桩过程视作桩身柱形孔和桩端球形孔在内压力 raσ
作用下由初始零半径不排水扩张至桩半径，基于圆孔

扩张理论考虑沉桩效应对桩周土体力学特性的影响。 
考虑 K0 固结天然饱和黏土的初始应力各向异性

和应力诱发各向异性特性，Li 等[10]采用 K0 –MCC 模
型推导了圆孔不排水扩张后周围塑性区 rp内土体超孔

压 e,0u 与平均有效应力 csp′ 的解答： 
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式中  m=1表示桩身柱孔扩张，m=2表示桩端球孔扩
张； 0 0 / 3iip σ′ ′= 为初始平均有效应力； 0K 为静止土压
力系数；M为 p q′ − 平面内 CSL线的斜率，其值等于
6sin /(3 sin )ϕ ϕ′ ′− ，ϕ ′为三轴试验条件下土体的有效
内摩擦角； * 2 2

0M M η= − 为相对临界状态应力比；

0 0 03(1 ) /(2 1)K Kη = − + 为土体初始应力比； *
pη =  

* OCR 1M − 为弹塑性边界处的相对应力比；OCR为
土体超固结比； 1 /Λ κ λ= − 为土体塑性体应变比。λ

和κ 分别为加荷、卸荷曲线在 ln pυ − 平面上的斜率；

塑性区半径 rp和ς 可分别表示为 
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式中   [ ]0 3(1 2 ) / 2(1 )G pν υ ν κ= ′ ′ ′− + 为土体剪切模

量； 1 eυ = + ，为土体比体积；e为孔隙比；ν ′为有效
泊松比； *

rp h0 0 p / 3mmpσ σ η′ ′ ′= + 为弹塑性边界处的径

向有效应力。 
1.2  桩周土力学特性演变 

如图 1所示，沉桩结束后，沉桩产生的超孔隙水
压力主要沿径向消散，桩周土强度和刚度随之提高。

基于太沙基一维径向固结理论，桩周土再固结过程中

超孔隙水压力可表示为[11] 
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式中，C1n,，C2n和 nλ 分别为积分常数，由初始条件和
边界条件可得 

0
d

2

d

0
0 0

0
1

0
0 0

0

J ( )J ( ) ( ) d
Y ( )

J ( )J ( ) ( ) d
Y ( )

R n
e n nr

n
n

R n
n nr

n

Ru r Y r r r
R

C
Rr Y r r r
R

λ
λ λ

λ

λ
λ λ

λ

 − 
 =

 
− 

 

∫

∫
，(6) 

0
2

0

J
Y

( )
( )

n
n

n

R
C

R
λ
λ

= −   ，                 (7) 

0 1 0 0 1 0Y ( )J ( ) J ( )Y ( ) 0n n n nR r R rλ λ λ λ− =  ， (8) 

式中，R为桩周径向排水距离。 
由式（5）可计算沉桩结束后桩周任一土层的固结

度 tU ： 

0

0
0

e,

e

0

0

d d
1

d d

i

i

t

R l

r
t R l

r

u

u

r r z
U

r r z
= −

∫ ∫
∫ ∫

  ，           (9) 

式中，li为计算区域土层厚度。 
根据有效应力原理和径向一维固结理论，由式（2）

和式（5）可将沉桩结束后任意时刻桩侧土体的平均有
效应力 tp′表示为 

e0 e,cs ( )tt u up p χ −′ ′= +   ，        (10) 

式中， [ ]1 / 3(1 )v vχ ′ ′= + − 平面应变一维固结条件下超

孔压转换系数。 
基于修正剑桥（MCC）模型，土体在三轴压缩条

件下的不排水抗剪强度 u0tcs 可通过下式计算[12]： 

0u0tc
1 OCR
2 2

Mps
Λ

 
 
 

′=   。        (11) 

静压沉桩过程中桩周土体被扰动和重塑，其原始

结构和潜在强度消失，故沉桩结束后桩周土力学特性

类似于正常固结土[13]，即OCR=1。基于此，由式（9）
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和式（10）可将桩周土再固结过程中三轴压缩条件下
的不排水强度 utc,ts 表示为 

tutc,t
1 1
2 2

Mps
Λ

 
 
 

′=   。         (12) 

同时，根据土体剪切模量定义可将沉桩结束后桩

周土体的剪切模量表示为 

0
0

t
t

n
pG G
p

′ 
 ′ 

=   。             (13) 

式中  n为介于 0～1之间的常数，表示土体刚度与有
效应力之间的相关性。为简化计算，本文 n取值为 1。 

 
图 1 桩周土固结模型示意图 

Fig. 1 Sketch of consolidation model for surrounding soil 

2  考虑时效性的荷载传递模型 
2.1  荷载传递函数 

多数现场试验数据表明[14-15]，竖向荷载作用下桩–
土界面剪切带处桩侧阻力与桩–土相对位移之间呈非
线性关系，而剪切带以外土体主要为线弹性剪切变形，

如图 2所示。 

 
图 2 桩加载时桩侧土体剪切变形示意图 

Fig. 2 Sketch of shear deformation of soil around a pile during pile  

loading 

一般而言，双曲线型和指数函数型荷载传递函数

可以较好地反映桩土界面剪切带处的剪切特性。因此，

在静压桩荷载传递模型的研究中，桩端和桩侧剪切带

均采用指数函数型非线性荷载传递模型，如图 3所示。
指数函数型桩侧和桩端荷载传递函数对应的具体表达

式分别如下： 
s, p ,

s, s , (1 e )z zb W
z zaτ −= −   ，        (14) 

b b
b b (1 e )b Wq a −= −   。           (15) 

式中  s,zτ 和 pzW 分别为深度 z 处的桩侧阻力和桩–土
相对位移； bq 和 bW 分别为桩端阻力和桩端沉降；参数

s,za ， s,zb ， ba 和 bb 可通过桩侧和桩端土体的强度和刚
度确定。 

 

图 3 指数函数型桩端和桩侧荷载传递函数 

Fig. 3 Exponential function type load transfer curve for pile shaft  

and pile base 

桩加载过程中，随着桩顶荷载的逐渐增大，桩侧

和桩端处土体呈现出非线性特征。对式（14）、（15）
求导可得加载过程中单位长度桩侧切线刚度与桩土相

对位移之间的关系及桩端切线刚度和桩端沉降之间的

关系： 
s , p ,

sp, 0 s, s,2π e z zb W
z z zK r a b −=   ，       (16) 

b b
b s b be

b WK A a b −=   ，             (17) 

式中， sA 为桩身截面积。 
2.2  桩侧参数确定 

根据式（13）和图3可知，当桩土界面剪切带处侧
阻完全发挥时，参数 s,za 值等于图4所示土体单元的极
限阻力 su,tτ ，即 

s, su,z ta τ=   。                 (18) 

由于沉桩挤土作用，沉桩结束后桩侧剪切带处径

向应力 rσ ′为大主应力。如图 4所示，桩侧剪切带处侧
阻完全发挥时桩–土界面对应的应力状态 ( , )r rzσ τ′ 为图

中 A点。同时，点 A与土体在平面应变条件下破坏时
的摩尔应力圆上相切。由图 4所示几何关系可知侧阻
完全发挥时极限阻力 su,tτ 与土体平面应变条件下的不
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排水抗剪强度 upsS 之间存在如下关系： 
su , ups, cost tsτ φ′=   。            (19) 

 

图 4 桩侧土体单元应力状态 

Fig. 4 Stress state of soil element adjacent to pile shaft 

为考虑桩基加载过程中桩侧土体的三维强度，基

于 SMP 强度准则和应力变换方法[16]，根据图 5 所示
Mises强度准则和 SMP强度准则在π 平面上的几何关
系，可将土体在三轴压缩条件下的不排水抗剪强度

utc,ts 变换为在桩基加载条件下桩侧剪切带处土体的三

维强度 ups,ts ： 

f
ups, utc,2

f f

3 3sin
2 cos 2 sin

t ts s
M

ϕ

ψ ϕ
=

+
  ， (20) 

式中， fϕ 和 fψ 为应力变换参数，其表达式如下： 

f
2sin

9 3
M

M
ϕ =

+
   ，          (21) 

3/ 2
1

f f2
f

1 3arccos sin cos3
3 2 sin

ψ ϕ θ
ϕ

−
  
 = − +   

，(22) 

式中，θ 为应力罗德角，平面应变条件下 π / 6θ = 。 

 

图 5 Mises准则和 SMP准则在 π平面上的几何关系 

Fig. 5 Geometric relation between Mises criterion and SMP  

criterion in π -plane  

将式（11）、（12）代入式（19）、（20），同时结合

式（18）可得 

f
s, u0tc2

0f f

3 3 sin cos 1
2 cos 2 sin OCR

t
z

pa s
pM

ϕ φ

ψ ϕ

′′
=

Λ ′+
 。 (23) 

根据剪切位移法，桩侧剪切带以外弹性变形区土

体的剪切位移 se,zW 可通过下式求出： 

m
se,

0,

d 1 d
2π ( ln )

z
r

z r
z

PW r
G A B r r

= −
−∫  ，  (24) 

式中  d zP 为单位桩长的轴力增量，rm= m2.5 (1 )Lρ ν−
为桩加载过程中桩周环面剪切变形的最大影响半径，

mρ 为桩周土不均匀系数，由式（1）、（10）、（13）可
知参数 A和 B的表达式如下： 

*
p0

0

3OCR OCR
2 1 2 23

KA
K

Λ Λη   = + + ⋅   +   
+  

2 2

p
4 3

ln 1
2 6 t

Mr Uςς
ς χ

 −  − ± −
  

  ，   (25) 

OCR
2tB U

Λ

ςχ  =  
 

  。             (26) 

根据沉桩产生的塑性区半径与桩加载过程中桩周

环面剪切变形影响半径之间的关系，分以下两种情况

计算 se,zW 。 
（1）若沉桩产生的塑性区半径大于剪切变形影响

半径，即 rp>rm，积分式（17）可得 

0
se,

0, m

d ln
ln

2π lnz
z

P A B rzW
BG A B r

−
=

−
  。   (27a) 

（2）若沉桩产生的塑性区半径小于剪切变形影响
半径，即 rp<rm，积分式（17）可得 

0 m
se,

0, m p

lnd ln
2π ln

B

z
z

z

A B rP rW
BG A B r r

  − =   −   
 。 (27b) 

由式（27a）、（27b）可得桩侧剪切带以外弹性变
形区单位长度土体环面的刚度： 

0,
)p m

0

m

se, 0,
)p m

0 m

m p

2π
(

lnln
ln
2π

(
lnln
ln

z

z z
B

BG
r rA B r

A B r
K BG

r r
A B r r
A B r r


> −

−
= 

<
   −    −    

。(28) 

在桩基初始加载阶段，桩侧剪切带初始切线刚度

与剪切带以外弹性变形区土柱刚度相等，由式（14）、
式（16）和图 3可知 

0 s, s, se,2π z z zr a b K=   ，            (29) 
进而，可得参数 bs,z： 
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0,
p m

0
s, 0

m

s, 0,
p m

0 m
s, 0

m p

( )
lnln
ln

( )
lnln
ln

z

z

z z
B

z

BG
r rA B ra r

A B r
b BG

r r
A B r ra r
A B r r


> −

−
= 

<
   −    −    

。 (30) 

2.3  桩端参数确定 

由式（14）和图3可知，当桩端阻力完全发挥时，
桩端土体单位极限阻力qbu,t即为参数 ba ： 

b bu,ta q=   。                (31) 

基于总应力法，（α法）单位桩端承载力 bu,tq 可采

用下式计算： 
bu, c utc,t tq N S=   ，              (32) 

式中， cN 为桩端承载力因数，饱和黏土中Nc=9[17]。 
Randolph等[18]将桩端视作作用在半无限弹性介质

表面上的刚性圆盘，根据Boussinesq解给出了桩端的
弹性荷载–沉降关系： 

b
b

0 b

(1 )
4

W
P

r G
ν−

=   ，            (33) 

式中， bP 为桩端处的轴向荷载， bG 为桩端以下8r0范

围内土体的平均剪切模量。 
由式（32）可得弹性变形条件下桩端刚度 e,bK ： 

0 b,
e,b

4
1

tr G
K

ν
=

−
  。            (34) 

在桩基初始加载阶段，桩端初始切线刚度与弹性

变形条件下的桩端刚度相等，由式（17）、（34）和图
3可得 

0

b,
b

b

4
π (1 )

tG
b

r a ν
=

−
  。           (35) 

3  荷载–沉降关系解析 
3.1  桩端荷载传递解析 

如图 6所示，将饱和黏土地层中入土深度为 L的
静压桩从上至下划分为 n个微段，假定每一微段由刚
度为 Ki,s的桩侧弹簧支撑，桩身荷载由桩侧支撑弹簧

传递给周围土体。 
对于桩端第 n微段桩体而言，当桩端产生位移增

量 ,bnWδ 时，其桩身任意位置处位移增量 ,n zWδ z由桩端

沉降 ,bnWδ 和桩身压缩量 s ,n zWδ 两部分构成： 
, s , bn z n zW W Wδ δ δ= +   ，        (36) 

式中，桩身压缩量 s ,n zWδ 可通过下式计算： 

0

,
s ,

s

d
z n z

n z

P
W z

EA
δ

δ = ∫   。           (37) 

式中，δPn,z为第 n微段桩身任意位置处轴力增量。 

 

图 6 桩–土荷载传递解析模型 

Fig. 6 Analytical model for pile-soil load transfer 

由图 6所示关系可得桩侧剪切带位移增量，即桩
土相对位移增量 p ,n zWδ ： 

p , , e ,n z n z n zW WWδ δ δ= −   。        (38) 

将式（36）代入式（37），结合式（16）可将第 n
微段任意位置处总桩侧阻力增量 δTsn,z表示为 

s , sp , ,b s , e ,0
( )d

z

n z n z n n z n zK W zT W Wδ δ δ δ= + −∫ ，(39) 

根据静力平衡条件，可将第 n微段桩身任意位置
处轴力增量 δPn,z表示为 

, b b s ,n z n zP K W Tδ δ δ= +   。         (40) 

将式（39）代人式（40），并同时对等式两边求导
可得 

sp ,,
, s , ,b s , ,0

s se ,

d
z n zn z

n z pn z n pn z n z
n z

KP
P K W K z P

EA K
δ

δ δ δ′ ′= + −∫ ，(41) 

求解式（40）可得第 n微段任意位置处桩身轴力
增量： 

, 1, 2, b( e e )n nz z
n z n n n nP C C Wα αδ α α δ−= −   ， (42) 

式中，C1和 C2为积分常数，可由边界条件确定。C1，

C2和 nα 的具体表达式如下： se , sp ,

se , sp ,( )
n z n z

n
n z n z

K K
EA K K

α =
+

，

s b
,1

( )
2n

n

EA KC
α
+

= ， s b
,2

( )
2n

n

EA KC
α
−

= 。 

由式（41）可得第 n微段顶部轴向力增量 ,n tPδ 为 

, ,1 ,2 b( e e )n n n nl l
n t n n nP C C Wα αδ α δ−= −   。 (43) 

由式（36）和式（43）可得桩端第 n微段顶部位
移增量 ,n tWδ  

, ,1 ,2
,

s ,1 ,2

e e
e e

n n n n

n n n n

l l
n t n n

n t l l
n n n

P C C
EA C C

W
α α

α α

δ
α

δ
−

−

+
−

=  。 (44) 
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3.2  桩侧荷载传递解析 

对于桩侧第 n-1微单元体而言，由连续性条件可
知第 n-1 微段底部轴力增量 1,bnP − 和沉降增量 1,bnW − 分

别等于第 n段顶部轴力增量和沉降增量： 
1,b ,tn nP P− =   ，             (45) 

1,b ,tn nW W− =   。            (46) 

同时，由式（44）可得第 n-1微段底部刚度： 

1 2
1,b s

1 2

e e
e e

n n

n n

hl hl
n n

n n hl hl
n n

C CK EA
C C

α
−

− −

−
+

=  。  (47) 

与桩端第 n微段推导过程类似，可推得第 n-1微
段顶部的荷载增量和沉降增量： 

1 1 1 1
1, t 1,1 1,2 1 1,b( e e )n n n nl l

n n n n nP C C Wα αδ α δ− − − −−
− − − − −= − ，(48) 

1 1 1 1

1 1 1 1

1, 1,1 1,2
1,t

1 1,1 1,2

e e
e e

n n n n

n n n n

h l h l
n t n n

n h l h l
s n n n

P C C
EA C C

W
δ

δ
α

− − − −

− − − −

−
− − −

− −
− − −

+
−

=  。  (49) 

式 中 ，
se 1, sp 1,

1
se 1, sp 1,( )

n z n z
n

n z n z

K K
EA K K

α − −
−

− −

=
+

， 1,1nC − =  

s 1,b

1

( )
2

n

n

EA K
α

−

−

+
，

s 1,b
1,2

1

( )
2

n
n

n

EA K
C

α
−

−
−

−
= 。 

3.3  荷载–沉降曲线计算方法 

基于以上分析，可通过以下步骤计算静压桩在沉

桩结束后某一特定时刻的荷载–沉降曲线：给定一桩

端位移增量 bWδ ，通过式（22）、（29）计算桩身不同
部位荷载传递函数的参数 as,z和 bs,z，采用式（30）、（34）
计算桩端荷载传递函数的参数 ab和 bb。在此基础上，

应用式（43）、（44）计算第 n微段顶部的轴力增量和
位移增量，进而由连续性条件式（45）、（46）结合式
（48）、（49）计算第 n-1微段顶部的轴力增量和位移
增量，依次类推，可得第 1微段顶部（桩顶）的荷载
增量 1,tPδ 和沉降增量 1,tWδ 。给定新的桩端位移增量

bWδ ，同时由式（16）、（17）更新桩侧、桩端刚度，
重复以上步骤，则可得出桩端位移增量对应的桩顶荷

载增量和沉降增量，将不同桩端位移增量对应的荷载

增量和桩顶位移增量逐步累加，即可得出单桩荷载–
沉降曲线。上述计算过程本文采用 MATLAB 软件编

程实现。 

4  验证与分析 
以上海饱和黏土地层中静压桩的现场静载试验结

果来验证本文理论预测方法的合理性和有效性。试验

场地位于浦东新区周浦镇周东路西侧，场地土层分布

情况及土体基本力学特性见表1。 
试验采用静压法分别将3根直径为0.35 m的圆形

混凝土预制桩压入30 m，在沉桩结束后的不同时刻开
展静载试验来测试荷载–沉降特性的变化规律，其中：

第一根桩在沉桩结束后第7天开展静载试验；第二根桩
在25 d后开展静载试验，第三根在65 d后进行静载试
验。 
根据上海软土地层的固结特性，取超固结比

OCR=1.1，塑性体应变比Λ为0.8，假定泊松比ν 为0.35。
同时，根据桩身混凝土强度等级，取桩体弹性模量

E=40 GPa。为保证计算精度，将桩从上至下划分为150
个微段，采用表1所列土层参数按照2.3节所述计算过
程编程计算静压桩在沉桩结束后不同时刻的荷载–沉

降关系。图7为沉桩结束后不同时刻荷载–沉降实测值
和预测曲线的对比情况。 

 

图 7 不同历时荷载–沉降关系预测曲线与实测值对比 

Fig. 7 Comparison of load-settlement curves between measured  

.data and predicted results at different time 

表 1 场地土层特性表 

Table 1 Properties of soil strata at test site 

序  号 土层名称 平均厚度 
H/m 

浮重度 
γ ′ /(kN/m³) 

孔隙比 
e0 

内摩擦角 
ϕ /(°) 

压缩模量 
Es0.1-0.2/MPa 

渗透系数 
kh/(cm·s-1) 

①1 杂填土  1.61 — — — — — 
② 黏土  1.75 8.9 1.052 31.7 4.46 2.30×10-7 
③ 淤泥质粉质黏土  2.21 7.6 1.187 27.5 3.67 1.18×10-6 
③夹 黏质粉土  1.68 8.7 1.003 32.5 7.69 9.38×10-6 
④ 淤泥质黏土  9.39 6.6 1.485 24.8 2.23 1.74×10-7 
⑤1-1 黏土 10.21 7.4 1.219 28.4 3.39 2.13×10-7 
⑤1-2 粉质黏土  8.93 7.8 1.065 31.9 4.07 1.42×10-6 
⑤3-1 粉质黏土夹黏质粉土 10.54 8.5 0.988 31.8 5.37 2.36×10-6 
⑤3-2 粉质黏土  8.97 8.5 0.981 31.7 5.21 3.95×10-7 
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从图 7可以看出，本文理论解析方法预测得出的
荷载–沉降曲线与实测值较为吻合，说明本文理论解

析方法可以较为合理地预测饱和黏土中静压桩在不同

时刻的荷载–沉降特性。同时，从图 7 中还可看出，
在休止期 25 d 后静压桩承载特性仍有一定的增长空
间。 

图8给出了沉桩结束后不同时刻桩顶加载至沉降
为55 mm时桩身轴力分布的理论计算曲线。可以看出，
随着时间的增加，相同桩顶沉降对应的桩身轴力分布

曲线斜率逐渐增大，说明桩身单位桩侧阻力随时间增

加而有所提高。从图8中还可看出，在沉桩结束后的不
同时刻，桩端处发挥的阻力基本保持不变，说明沉桩

结束后静压桩承载特性的变化主要是由于桩侧承载特

性的提高。 

 

图 8 沉桩后不同历时桩身轴力分布曲线 

Fig. 8 Distribution of axial force along pile shaft at different time  

after pile installation 

5  结    论 
（1）采用 K0固结饱和黏土中的圆孔扩张模型考

虑沉桩效应，结合太沙基一维径向固结理论推导了桩

周土再固结过程中土体强度和剪切模量的解析解。该

解答合理考虑了天然饱和黏土地层的原位力学特性和

沉桩效应，因而可以较为合理地反映沉桩结束后桩周

土体力学特性的演变规律。 
（2）根据桩基加载过程中桩周土体的剪切变形特

性，在考虑桩侧土体三维强度特性的基础上采用指数

函数型荷载传递曲线建立了静压桩的桩侧和桩端荷载

传递模型，提出了饱和黏土地层中考虑时效性的静压

桩荷载–沉降关系预测方法，并与现场实测数据进行

对比验证。结果表明本文方法预测结果与现场实测结

果吻合良好。  
（3）在沉桩结束后的不同时刻，桩端处发挥的阻

力基本保持不变，沉桩结束后静压桩承载特性的变化

主要是由于桩侧承载特性的提高。 

（4）静压桩荷载–沉降承载特性的时效性与其所
处地层特性紧密相关，特定休止期后的静载试验结果

与静压桩真实承载特性存在一定差异。在实际工程中

应根据桩周土层力学特性的改变结合静载试验合理确

定静压桩的承载特性。 
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不同加载速率下冻结黏土的强度及破坏特性 
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摘  要：冻土在不同加载速率下的强度和变形特性，是改进冻土机械开挖方法和设备所需的重要参数。通过对冻结黏
土进行单轴压缩试验，研究了不同温度和加载速率条件下冻结黏土的强度特性、模量特性和破坏特性。通过分析试验，

得到以下结论：①冻结黏土的抗压强度和起始屈服应力均随温度的降低和加载速率的增大而增大，且起始屈服应力与

抗压强度有很好的线性关系。②温度和加载速率对起始屈服模量和切线模量影响很大，不同温度条件下切线模量与加

载速率存在对数函数关系。③在不同温度条件下，破坏应变和破坏时间均随加载速率的增大而减小。④在较大加载速

率条件下，温度对冻结黏土的破坏应变和破坏时间影响不明显。 
关键词：冻结黏土；加载速率；强度特性；模量特性；破坏特性 
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Strength and failure properties of frozen clay under varying loading rates 

LI Xiao-lin1, 2, WANG Hong-jian3, NIU Yong-hong1 
(1. State Key Laboratory of Frozen Soil Engineering, Northwest Institute of Eco-Environment and Resources, Chinese Academy of 

Sciences, Lanzhou 730000, China; 2. University of Chinese Academy of Sciences, Beijing 100049, China; 3. The First Engineers Scientific 

Research Institute, Wuxi 214035, China) 

Abstract: The strength properties of frozen soils under varying loading rates are the important parameters for improving the 

mechanical excavation methods and equipments. The strength, modulus and failure properties of frozen clay are studied through 

a series of uniaxial compressive tests conducted on remolded frozen clay samples. From the test results, it is concluded that (1) 

The compressive strength and the initial yield stress increase with the decreasing temperature and the increasing loading rate, 

and there exists a good linear relationship between the failure strength and the initial yield stress. (2) The initial yield modulus 

and the tangent modulus are sensitive to the temperature and loading rates, and there is a logarithmic function relationship 

between the tangent modulus and the loading rates under different temperatures. (3) The failure strain and damage time 

decrease with the increase of loading rates under different temperatures. (4) The effects of temperature on the failure strain and 

damage time are not evident at large loading rates. 

Key words: frozen clay; loading rate; strength; modulus; failure property 

0  引    言 
冻土是由固体矿物颗粒、冰包裹体、液相水和气

态包裹体组成的非均质、各相异性的复杂体系[1]。在

冻土形成过程中，液态水转变为固态冰，由于冰的胶

结作用提高了土的黏聚力，使冻土的力学性质较融土

复杂得多，冻土强度约为相应条件下融土强度的 10～
20倍[2]。一直以来，冻土的强度和破坏特性是冻土力

学的重要研究内容。在寒区工程如道路路基、桥梁桩

基、油气管道铺设、矿产开发以及工业民用建筑的施

工中，均涉及到冻土开挖问题，可见，提高冻土开挖

效率和经济性，具有重要的现实意义。 
为解决冻土开挖问题，首先需要对冻土力学性质

进行深入研究。抗压强度是衡量冻土是否破坏的重要

指标，而且国内外做了很多关于冻土抗压强度的研究。

早在 19世纪 30年代，俄罗斯冻土学家崔托维奇在不
同温度和加载速率条件下对冻结砂土进行了单轴压缩

─────── 
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试验，得出冻结砂土抗压强度随温度的降低和加载速

率的增加而增加的规律[1]。之后国外许多著名学者也

进行了这方面的研究，如 Haynes等[3]、Bragg等[4]。在

国内，Zhu 等[5]、李海鹏等[6-7]、杜海民等[8]通过进行

大量的单轴抗压强度试验，研究了应变率、温度、干

密度、含水率对冻土抗压强度、线性模量、破坏应变、

起始屈服强度、起始屈服应变的影响规律，并指出应

变率是最主要的影响因素。此外，许多学者还利用

SHPB 分别对冻土的瞬态变形、强度以及冲击破坏特
性进行了研究。 
虽然对冻土抗压强度的研究比较详尽，但在高应

变率下冻土抗压强度和破坏特性的研究尚不完善。鉴

于此，本文对冻结黏土进行了不同温度和加载速率条

件下的单轴压缩试验，并讨论了冻结黏土的强度特性、

模量特性及破坏特性。 

1  试验介绍 
1.1  试验仪器 

本次试验采用 MTS 低温单轴材料试验机，该仪
器的主要技术指标如下：最大轴向负荷为 50 kN；最
大轴向位移为±85 mm；频率范围为 0～50 Hz；温度
范围为常温～-30℃。 
1.2  样品制备 

试验所选用的土样为吉林延吉黏土，试验土样黏

聚体粒径分布情况见表 1。参照《土工试验方法标准》
（GB/T50123—1999）中关于试样制备的要求，按如
下步骤进行制备：①将取回的土样风干、碾压、过筛，

并测定不同黏聚体粒径下土样的含水率；②分别取不

同黏聚体粒径下的土样配置成含水率为 30%的黏土，
限制蒸发保湿 24 h，使得土样中各点处水分均匀；③
将制备好的土样用压样机压成直径 61.8 mm、高度 125 
mm的试样，并放入-30℃的冷冻箱里快速冻结 48 h；
④脱模，并将试样套上橡胶套，放入恒温箱，按照设

定温度恒温 24 h，保持土样温度整体一致，然后进行
试验。 

表 1 试样黏聚体粒径分布 

Table 1 Particle composition of samples 

粒径范围/mm 2~1 1~0.5 0.5~0.25 0.25~0.075 <0.075 

占百分比/% 24.07 31.05 17.42 23.84 3.63 

1.3  试验方法 

试验采用应变控制法，参照《土工试验方法标准》

无侧限抗压强度试验中轴向应变速率为每分钟 1%～
3%（即加载速率为 1.25～3.75 mm/min），试验最小加
载速率设为 4 mm/min（即 0.067 mm/s）；在实际工程
中，支承式碎土挖掘机的施工装置可以以应变率为

10-1～10/s的速度作用于冻土[9]，但考虑到试验设备的

性能，试验最大加载速率设为 500 mm/s（即应变率为
4/s）。本次试验条件如下：加载速率分别为 0.067，
0.333，1，2，4，20，50，100，500 mm/s，试验温度
为-3℃、-10℃、-20℃。由于试验设备最大轴向负荷
为 50 kN，未能进行-20℃条件下 100，500 mm/s试验。
具体试验过程如下：先将试样放入试验所要求温度条

件下恒温 24 h，然后在带有恒温箱的单轴压缩试验机
上进行恒变形速率下的单轴无侧限抗压强度试验，所

有试验均在冻土工程国家重点实验室冻土单轴压缩试

验机上完成。 

2  试验结果 
在不同温度条件下，加载速率对冻结黏土应力–

应变关系曲线影响趋势相似，故选用-10℃冻结黏土在
不同加载速率条件下的一组应力–应变关系曲线来表

示（如图 1），取峰值应力或应变为 20%时的应力作为
单轴抗压强度 mσ ，其相应的应变、时间分别为破坏

应变 fε 和破坏时间 ft 。从图形中可以发现各曲线在点
Y处斜率发生明显变化（如图 1中△所示），将此处的
应力、应变取为起始屈服应力 yσ 及起始屈服应变 yε ，
二者之比定义为起始屈服模量 0E 。由图可见，冻结黏
土受压之后，会经过一个应力–应变大致呈线性关系

的阶段而后渐渐屈服，本文将此线性段的斜率定义为

冻结黏土的切线模量 iE 。 

 

图 1 不同加载速率条件下冻土的应力应变关系曲线 

Fig. 1 Relationship between stress and strain under different  

loading rates 

3  讨    论 
通过一系列的试验结果发现：在较小加载速率条

件下冻结黏土的应力–应变曲线呈现为应变硬化，而

在较大加载速率条件下其应力–应变曲线呈现为应变

软化。以下分别来分析冻结黏土的强度特性、模量特

性和破坏特性。 
3.1  强度特性分析 

（1）抗压强度与温度、加载速率的关系 
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图2为不同加载速率条件下冻结黏土抗压强度随
温度变化的双对数坐标图。由图中曲线可以看出，冻

结黏土的抗压强度随温度的降低和加载速率的增加而

增加，但随着温度的降低，加载速率对抗压强度的影

响逐渐增大。 

图 2 不同加载速率条件下单轴抗压强度和温度关系 

Fig. 2 Relationship between uniaxial compressive strength and  

.temperature under different loading rates 

通过对试验数据拟合分析，冻结黏土的抗压强度

与温度的关系可表示为 
             m

baσ θ= ⋅  ，               (1) 
式中，a，b是和加载速率有关的参数，拟合结果列于
表2。 

表 2 拟合结果汇总表 

Table 2 Results of fitting 

加载速率/(mm·s-1) a b 2R  
0.067 0.569 0.854 0.997 
0.333 0.924 0.750 0.973 

1 1.122 0.722 0.989 
2 1.149 0.738 0.997 
4 1.153 0.768 0.999 

20 1.297 0.796 0.996 
50 1.478 0.777 0.999 

由表2可见，b值变化不大，可作常数处理，故取
其平均值为0.771，a值随着加载速率的增大而增大，
由图3可见，二者关系变化可用下式表示： 

             lga c d v= + ⋅   ，             (2) 
式中，c，d值分别为1.01，0.28，相关系数 2r 为0.9111，

综合式（1）、（2）可得 
     0.771

m (1.01 0.28 lg )vσ θ= + ⋅ ⋅  。    (3) 
表 3为抗压强度实测值与预测值比较。为分析预

测准确程度，采用（预测值–实测值）/实测值来判断
式（3）的适用性，通过分析式（3）的预测准确度偏
差在 5%左右，且随着加载速率增大，偏差减小，预
测准确度提高，故此公式适用于大加载速率条件下冻

结黏土抗压强度的预测。 

图 3 a值和加载速率关系 

Fig. 3 Relationship between a and loading rates 

此外，由图 3可以看出：不同数量级加载速率条
件下 a值差距比较明显，同一数量级加载速率条件下
其变化较小，且加载速率<1 mm/s时，a值小于 1，与
之对应的应力–应变曲线表现为硬化特性，试样破坏

形式为塑性破坏；随着加载速率的逐渐增大，a 值也
逐渐增加，与之对应的应力–应变曲线由硬化特性转

变为软化特性，试样破坏形式也由塑性破坏转变为脆

性破坏。 
（2）起始屈服应力与温度、加载速率的关系 
图 4为不同温度和加载速率条件下冻结黏土起始

屈服应力与抗压强度之间的关系。由该图可见，在不

同温度和加载速率条件下，起始屈服应力与抗压强度

变化趋势相同，均呈线性增加，且线性关系表示为 
           my k Cσ σ= +   。             (4) 
表 4为拟合结果。由表可得：式（4）中 k值变化

很小，但 C值变化较大，说明冻结黏土起始屈服应力
与抗压强度变化趋势基本不受加载速率的影响，只是

在不同温度条件下冻结黏土抗压强度的增大导致起始

屈服应力增大，从而 C值不同。此外，由于起始屈服
表 3 抗压强度实测值与预测值比较 

Table 3 Comparison between measured and predicted values of compressive strength 
实测值 预测值 

加载速率/(mm·s-1) 
-3℃ -10℃ -20℃ -3℃ -10℃ -20℃ 

0.067 1.471 3.949  7.502 1.589 0.067  1.589 
0.333 2.183 4.727  9.298 2.044 0.333  2.044 

1 2.532 5.591 10.120 2.353 1  2.353 
2 2.606 6.115 10.644 2.553 2  2.553 
4 2.700 6.613 11.500 2.749 4  2.749 
20 3.067 8.424 13.746 3.206 20  3.206 
50 3.481 8.776 15.242 3.466 8.769 14.963 
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应力与抗压强度呈线性相关，故起始屈服应力也随着

温度的降低和加载速率的增加而增加，如图 5。 

 

图 4 不同温度和加载速率条件下冻结黏土起始屈服应力和抗 

.压强度关系 

Fig. 4 Relationship between initial yield stress and compressive  

   strength under different temperatures and loading rates 

表 4 拟合结果 

Table 4 Results of fitting 

温度/℃ k C 2R  

-3 0.785 -0.908 0.964 

-10 0.829 -1.882 0.991 

-20 1.001 -4.915 0.966 

 

图 5 不同温度条件下起始屈服应力和加载速率的关系 

Fig. 5 The relationship of initial yield strength and loading rate  

.under different temperature 

3.2  模量特性分析 

（1）起始屈服模量与温度、加载速率的关系 
起始屈服模量 0E 可近似地看作是材料的静弹性

模量，或线性模量。在不同温度条件下起始屈服模量

随加载速率的变化绘于图 6。由该图可见，在不同温
度和加载速率条件下，起始屈服模量的差别很大。总

体上说，起始屈服模量是随着温度的降低和加载速率

的增加而增加，且在高温和低加载速率条件下，起始

屈服模量变化较小，随着温度的降低和加载速率的增

大，其差距逐渐增大。 

图 6 不同温度条件下起始屈服模量和加载速率的关系 

Fig. 6 Relationship between initial yield modulus and loading rate  

under different temperatures 

（2）切线模量与温度、加载速率的关系 
从图1可以看出，冻结黏土受压后，其应力–应变

曲线有一段呈线性关系，此线性段斜率定义为切线模

量 iE 。图7表示不同温度条件下切线模量与加载速率
之间的关系。由该图可见，在相同温度条件下，切线

模量随着加载速率的增加而增加，并且随着温度的降

低，增幅明显变大。不同温度条件下切线模量随加载

速率的变化趋势基本相同，发现其与加载速率存在对

数函数关系： 
   i lgE m n v= + ⋅   。             (5) 

表 5为拟合结果，发现由于温度的不同，拟合参
数变化较大。 

表 5 拟合结果 

Table 5 Results of fitting 

温度/℃ m n 2R  

-3 0.158 0.074 0.909 

-10 0.396 0.132 0.977 

-20 0.663 0.138 0.966 

图 7 不同温度条件下切线模量和加载速率的关系 

Fig. 7 Relationship between tangent modulus and loading rate  

under different temperatures 

3.3  破坏特性分析 

（1）破坏应变与温度、加载速率的关系 
图8表示在不同温度条件下破坏应变与加载速率
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图 8 不同温度条件下破坏应变和加载速率的关系 

Fig. 8 Relationships between failure strain and loading rate under different temperatures 

 

图 9 不同温度条件下破坏时间和加载速率的关系 

Fig. 9 Relationships between failure time and loading rate under different temperatures 

的变化关系。在一定的加载速率范围内，当冻土的应

力–应变曲线呈硬化特性时，破坏应变取为20%，当
冻土的应力–应变曲线呈软化特性时，破坏应变取其

抗压强度所对应的应变值。由图形可以看出，破坏应

变随着加载速率的增大逐渐减小，并且其对破坏应变

的影响越来越小，最终趋于稳定状态，而且似乎存在

一个对应于稳定状态的加载速率门槛值，当加载速率

大于此门槛值，破坏应变不随加载速率的变化而变化。

总体上说，在不同温度条件下加载速率对破坏应变的

影响趋势相同，均可用下式表示： 

2 1 2 0( ) /(1 ( / ) )f A A A v v pε ∧= + − +  。   (6) 
由拟合结果（表 6）可看出，破坏应变受温度、

加载速率的影响很大。 
（2）破坏时间与温度、加载速率的关系 
图9表示不同温度条件下破坏时间随加载速率的

变化图。破坏时间的大小主要取决于温度和加载速率，

在相同加载速率条件下，温度越低，冻土试样破坏时

间越短，这是因为随着温度降低冻土的破坏形式由塑
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形破坏转变为脆性破坏；在相同温度条件下，破坏时

间随着加载速率的增大而减小。总体来说，不同温度

条件下加载速率对破坏时间影响趋势相同，符合幂函

数变化规律，可用下式表示： 
    f

bt a v ′′= ∗   。                (7) 
由拟合结果（表 7）可看出：式（7）中 a′值随温

度降低而减小，表明冻土破坏形式的变化，而b′值随
温度变化很小，可作为常数。 

表 6 拟合结果 

Table 6 Results of fitting 

温度/℃ 1A  2A  0v  p 2R  

-3 20.053 4.628 11.943 3.180 0.995 

-10 20.254 5.688 3.171 2.426 0.978 

-20 22.120 5.576 0.670 0.828 0.991 
表 7 拟合结果 

Table 7 Results of fitting 

温度/℃ a′  b′  2R  

-3 25.188 -1.001 0.999 

-10 22.535 -1.044 0.999 

-20 17.434 -1.138 0.999 

4  结    论 
为了探讨冻土在较大应变速率情形下的强度和

变形特性，分别对-3℃，-10℃，-20℃冻结黏土试样
进行不同加载速率条件下的单轴压缩试验，得出以下

结论： 
（1）随着温度的降低和加载速率的增加，冻结

黏土的抗压强度和起始屈服应力逐渐增大，并且温度

和加载速率对抗压强度的影响可用下式表示：
0.771

m (1.01 0.28 lg )vσ θ= + ⋅ ⋅ ，该式能够很好的预测大

加载速率下冻结黏土的抗压强度。 
（2）在试验条件下，起始屈服应力与抗压强度

有很好的线性关系。 
（3）通过对模量特性分析，发现起始屈服模量

和切线模量受温度和加载速率影响很大，在不同温度

条件下，切线模量与加载速率存在着对数函数变化关

系。 
（4）不同温度条件下，破坏应变和破坏时间随

加载速率的增大而减小，破坏应变与加载速率的关系

为： f 2 1 2 0( ) /(1 ( / ) )A A A v v pε ∧= + − + ，破坏时间与加

载速率符合幂函数变化规律，且在大加载速率下，温

度对冻结黏土的破坏应变和破坏时间影响不明显。 
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等向应力条件下原状 Q3黄土的渗气特性研究  …………………………  陈存礼，张登飞，张  洁，陈  惠，杨  帆，吴  康（287） 

动态承压水作用下深基坑底部弱透水层的出逸比降解析研究  …………………  章丽莎，应宏伟，谢康和，王小刚，朱成伟（295） 
三维局部场地对地震波的散射 IBIEM-FEM耦合模拟  ……………………………………………   刘中宪，黄  磊，梁建文（301） 

玄武岩纤维混凝土隧道衬砌承载特性模型试验研究  ………………  崔光耀，王道远，倪嵩陟，朱长安，袁金秀，周济民（311） 
土工格栅返包土工袋加筋土挡墙的地震响应分析及设计建议  …………………………  朱宏伟，姚令侃，陈晓龙，项  琴（319） 

多维反滤回灌井室内稳定流试验研究  …………………………………………  李旺林，尹志远，刘占磊，魏鹏昆，何家鹏（327） 
摩擦型能源桩荷载–温度现场联合测试与承载性状分析  ………………………………………………………………………… 

………………………………………………………………  路宏伟，蒋  刚，王  昊，洪  鑫，史春乐，龚红卫，刘伟庆（334） 

短    文 

层状横观各向同性地基中埋置刚性基础的平面外动力刚度系数  …………………………………  巴振宁，梁建文，胡黎明（343） 
移动荷载下正交各向异性地基无限大板的动力响应  ………………………………………………  张春丽，王  博，祝彦知（352） 

考虑任意初始条件的均质土质覆盖层降雨入渗解析解  ……………………………………………  邱清文，詹良通，黄依艺（359） 
基于混凝土不均匀性面板堆石坝面板损伤分析  …………………………………  徐  斌，刘小平，邹德高，孔宪京，余  翔（366） 

平行盾构开挖离心机模拟试验研究  ………………………………………………………  缪林昌，王  非，吴宏伟，吕  虎（373） 
非饱和土应力状态变量试验验证研究  …………………………………  张  龙，陈正汉，周凤玺，孙树国，扈胜霞，姚志华（380） 

讨    论 

关于“论土骨架与渗透力”的讨论  ………………………………………………………………………………  毛昶熙，段祥宝（385） 

对“论土骨架与渗透力”讨论的答复  ………………………………………………………………………………………  李广信（387） 

简    讯 

2nd International Symposium on Asia Urban GeoEngineering (the 2nd bulletin & call for abstract)  …………………………………（278） 
第八届港口工程技术交流大会暨第十届工程排水与加固技术研讨会（一号通知征文） ………………………………………  （318） 

同济大学“土木工程多重灾害实验装置”大科学工程首席科学家招聘启事  ……………………………………………………  （379） 
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论    文 
基于离心模型试验的黄土湿陷试验新方法研究  ………………………  邢义川，金松丽，赵卫全，张爱军，安  鹏，张  博（389） 

基于透明土的 4种锚杆拔出对比模型试验  …………………………………………………………  夏元友，陈  晨，NI Qing（399） 
酸性土腐蚀对钢桩基础承载性能的影响  …………………………………………………  王凤池，高  寰，冯旭宁，刘甜甜（408） 

断层破碎带隧道突水突泥模型试验系统研制与应用  …………………  张庆松，王德明，李术才，张  霄，谭英华，王  凯（417） 
饱和度对平面 P波入射下自由场地地震反应的影响分析  ……………………………………………………  李伟华，郑  洁（427） 

不同黏性土的残余强度及其抗剪强度指标特性研究  …………………  许成顺，王  馨，杜修力，戴福初，王国盛，高  岩（436） 
吹填淤泥自重固结性质试验研究  ………………………………  王  亮，黄英豪，张春雷，李  磊，贾后磊，李  婷，谢  健（444） 

降雨与库水位共同作用下近坝库岸边坡滑坡模型试验研究  …………  李  卓，何勇军，盛金保，李宏恩，李  铮，杨  阳（452） 
基岩地形对地震动影响研究  ………………………………………………………………  李孝波，薄景山，王  欣，万  卫（460） 

隧道管片接缝密封垫防水机理及试验研究  ……………………………  董林伟，江玉生，杨志勇，程晋国，刘超群，张加健（469） 
考虑参数空间变异性的失稳边坡参数概率反分析  …………………………………………………  蒋水华，魏博文，黄劲松（475） 

不排水条件下非饱和土水力–力学耦合特性数值模拟  …………………………………  刘文化，杨  渦岡庆，唐小微， 良介（486）
泥水盾构带压开舱时泥膜的微观孔隙及渗透性研究  ……………………………………  张  宁，朱  伟，闵凡路，徐静波（495） 

叶巴滩水电站坝址区深部变形破裂特征  ……………………………………………………………… 刘恋嘉，赵其华，韩  刚（501） 

短    文 

单轴压缩下粗砂岩临界破坏的多频段声发射耦合判据和前兆识别特征  ………………  曾  鹏，刘阳军，纪洪广，李成江（509） 

基于 PFC2D的砂土原生各向异性微观机理数值试验  ………………  张坤勇，李  威，罗兴军，CHARKLEY Nai Frederick（518） 
药剂真空预压法在工程废浆处理中的防淤堵作用  ……………………  武亚军，陆逸天，骆嘉成，强小兵，段俊杰，王  栋（525） 



第 12期 总目录 III 

 

基于钻孔充气试验的岩石渗透率原位测量研究  ……………………………………………………  曹  渊，牛冠毅，王铁良（534） 
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基于扰动状态概念硬化参量的结构性黏土边界面模型  …………………………  杨  杰，尹振宇，黄宏伟，金银富，张冬梅（554） 
细粒土不均匀分布对粗粒土力学特性的影响  ……………………………………………  刘建坤，于钱米，刘景宇，王冬勇（562） 

液化土中桩水平振动响应分析  ……………………………………………………  余  俊，何  月，张  立，黄  娟，潘伟波（573） 
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论  文 

基于渐进破坏的路堤下刚性桩复合地基的稳定性分析及控制  …………………………  郑  刚，杨新煜，周海祚，孙佳羽（581） 

考虑颗粒破碎的砂土临界状态特性描述  ……………………………………………………………  罗  汀，刘  林，姚仰平（592） 

饱和砂土场地大型爆炸液化现场试验研究  ……………………………………  刘汉龙，王维国，刘  军，陈育民，杨  贵（601） 

反滤层设计原理与准则  …………………………………………………………………………………………  刘  杰，谢定松（609） 

深埋隧道软弱围岩渐进性破坏及其锚固效应试验与模拟  ……………  徐前卫，程盼盼，朱合华，丁文其，李元海，唐卓华（617） 

压实黄土增湿变形性质及其影响因素试验研究  …………………………………………  杨玉生，李  靖，邢义川，赵建民（626） 

低渗透性土柱对流–弥散迁移试验解析模拟边界适用性研究  ……………………………………… 曾  兴，詹良通，陈云敏（636） 

抗液化排水刚性桩沉桩过程中的孔压响应  ………………………………………………  王翔鹰，刘汉龙，江  强，陈育民（645） 

基于距离加权约束算法的围岩三维电阻率 CT反演成像研究  ………  刘征宇，李术才，刘  斌，范克睿，聂利超，张欣欣（652） 

类岩石脆性材料非闭合裂纹的Ⅰ–Ⅱ压剪复合型断裂准则研究  ……………………………………  李  部，黄润秋，吴礼舟（662） 

短    文 

基于模型不确定的挡墙土压力计算  ………………………………………………  陈建功，张海权，许  明，赵鑫曜，杨泽君（669） 

浅析国内外最新预应力锚杆标准中的技术差异  ………………………………………………………  付文光，胡建林，周建明（676） 

显微 CT扫描南京粉砂空间孔隙结构的精细化表征  …………………  张  巍，梁小龙，唐心煜，施  斌，徐炎达，肖  瑞（683） 

基于范德堡法的非饱和土电阻率测试方法  …………………………………………………  冯怀平，马德良，王志鹏，常建梅（690） 

酸雨环境下磷酸镁水泥固化锌污染土溶出特性研究  ………………  王  堃哲，丁耀 ，许四法，熊  壮，周红利，吴雪辉（697） 

基于高密度台阵的小尺度区域微震定位研究  ……………………………………………  贾宝新，贾志波，赵  培，陈  扬（705） 

基于 FLAC3D数值模拟的让压锚索边坡加固机理研究  ……………………………………  朱安龙，张  胤，戴妙林，徐建强（713） 

正断层错动诱发单桩破坏及避让距离研究  ………………………………………………  蔡奇鹏，吴宏伟，陈星欣，郭力群（720） 

基于粒子群支持向量机的高心墙堆石坝渗透系数反演  ………………………………………………………  倪沙沙，迟世春（727） 

加卸载条件下吸力对黄土变形特性影响的试验研究  ………………  郭  楠，陈正汉，高登辉，周  勇，杨校辉，扈胜霞（735） 

炎热多雨气候影响下残积土小应变刚度特性试验研究  ……………………………………………  尹  松，孔令伟，张先伟（743） 

低频振动对低渗油藏径向渗流影响的变参量 Biot固结分析  …………………  郑黎明，蒲春生，李悦静，徐加祥，刘  静（752） 

隧道下穿既有地铁车站施工结构沉降控制案例研究  ……………………………………  张  旭，张成平，韩凯航，王剑晨（759） 

讨    论 

关于“挡土墙土压力研究的错误倾向”的讨论  …………………………………………  吴  明，朱勇峰，赵双庆，陈炜昀（767） 
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论    文 

一个基于细观结构的粗粒料弹塑性本构模型  ……………………………………………  刘斯宏，邵东琛，沈超敏，王子健（777） 

基坑分级支护的模型试验研究  …………………………………………………  郑  刚，聂东清，程雪松，刁  钰，刘  杰（784） 

软土盾构法隧道纵向应力松弛规律的实测分析  …………………………………………  廖少明，门燕青，肖明清，张  迪（795） 

透明土中连续球体型锚杆拔出机理研究  ……………………………………………………………  夏元友，陈  晨，NI Qing（804） 

排水竖井在垃圾填埋场滑移治理中的应用及效果分析  ………………………  何海杰，兰吉武，陈云敏，邱清文，史  炜（813） 

考虑宽度与厚度的颗粒胶结模型理论分析  ………………………………………………  王华宁，龚  浩，李富根，蒋明镜（822） 

电解减饱和法处理可液化地基的现场试验研究  …………………………………………  陈育民，何森凯，方  志，江  强（832） 

基于离散元法的真三轴应力状态下砂土破碎行为研究  ……………………………………………  周伦伦，楚锡华，徐远杰（839） 

空沟对层状饱和地基中列车移动荷载的隔振性能研究  ……………………………………………  巴振宁，梁建文，王靖雅（848） 

交通荷载应力路径下 K0固结软黏土变形特性试验研究  …………………………………  伍婷玉，郭  林，蔡袁强，王  军（859） 

基于微震能量演化的大岗山右岸边坡抗剪洞加固效果研究  ………………………………  庄端阳，唐春安，梁正召，马  克（868） 

冻结黄土的单轴试验及其本构模型研究  …………………………………………  蔡  聪，马  巍，赵淑萍，周志伟，穆彦虎（879） 

基于 Davidenkov骨架曲线模型的修正不规则加卸载准则与等效剪应变算法及其验证  …………………………………………   

………………………………………………………………………………………  赵丁凤，阮  滨，陈国兴，徐令宇，庄海洋（888） 

土工离心机光纤光栅测试系统及其模型试验研究  ………………………………  贾立翔，施  斌，魏广庆，张  振，童恒金（896） 

从变形、水量变化和强度三方面验证非饱和土的两个应力状态变量 …  张  龙，陈正汉，周凤玺，孙树国，扈胜霞，姚志华（906） 

白陶瓷土对多元重金属体系吸附特性研究  …………………………………………………………  张金利，史艳婷，杨  庆（916） 

基于土壤物理特性扩展技术的土水特征曲线预测方法  ……………………………………  刘士雨，俞  缙，蔡燕燕，涂兵雄（924） 

短    文 

尾矿库漫顶溃坝数学模型研究与应用  ………………………………………………………………  邓  曌，陈生水，钟启明（932） 

深覆盖层上土石坝心墙与防渗墙连接型式研究  …………………………………………  沈振中，田振宇，徐力群，甘  磊（939） 

影响粗粒硫酸盐渍土盐胀特性的敏感因素研究  ………………………………  张莎莎，王永威，包卫星，杨晓华，王  龙（946） 

冻融循环作用下含盐量对 Na2SO4土体变形特性影响的试验研究  ………………………………   肖泽岸，赖远明，尤哲敏（953） 

非饱和土水汽迁移与相变：两类“锅盖效应”的试验研究  …………………  张  升，贺佐跃，滕继东，刘  岩，盛岱超（961） 
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论  文 

黄土覆盖层水–气耦合运移土柱试验及数值模拟  ………………………………  詹良通，邱清文，杨益彪，徐文杰，陈云敏（969） 

岩石三维弹塑性损伤本构模型研究  ………………………………………………………  杜修力，黄景琦，金  浏，赵  密（978） 

考虑地层变异性和土体参数变异性的边坡可靠度分析  ……………………………………  邓志平，李典庆，曹子君，方国光（986） 

堆石料广义塑性模型研究  …………………………………………………………………  卞士海，李国英，魏匡民，周  健（996） 

采用 K–刚度法设计的模块式加筋土挡墙数值模拟  …………………………………………………………  陈建峰，张  琬（1004） 

大面积基坑开挖前预降水对支护墙变形的影响研究  ……………………………………………   曾超峰，郑  刚，薛秀丽（1012） 

饱和半空间表面无限长梁的沉降变形  ……………………………………………………  王  鹏，史  吏，张丙钦，谷  川（1022） 

基于结构异性比的含瓦斯煤渗透各向异性研究  ………………………………………………………………  亓宪寅，王  威（1030） 

细粒含量对细粒–砂粒–砾粒混合料动强度的影响  ………………………………………  吴  琪，陈国兴，周正龙，黄  博（1038） 

循环荷载下岩体结构面本构关系与积分算法研究  ………………………………………  邓  建，肖  明，谢冰冰，陈俊涛（1048） 

酸雨作用下含磷固化剂处理铅锌镉复合污染土的半动态浸出试验研究 … 伍浩良，刘兆鹏，杜延军，薛  强，魏明俐，李春萍（1058） 

强降雨条件下考虑饱和渗透系数变异性的基岩型层状边坡可靠度分析 … 覃小华，刘东升，宋强辉，吴  越，张  裕，叶  泳（1065） 

圆弧状多层沉积凹陷在平面 SV波入射下的动力响应  ………………………………………………………  陈三红，张郁山（1074） 

橡胶–砂颗粒混合物强度特性及微观机制试验研究  …………………………  张  涛，蔡国军，刘松玉，段伟宏，王鹏程（1082） 

非饱和土地区高速铁路路基沉降预测模型  ……………………………………  冯怀平，耿会岭，韩博文，商卫东，常建梅（1089） 

岩石破裂失稳声发射监测频段信息识别研究  …………………………………………   刘祥鑫，张艳博，梁正召，刘善军（1096） 

龙门山北段千枚岩强度及变形特性对比试验研究  ……………………  吴永胜，谭忠盛，余贤斌，喻  渝，李  磊，郭小龙（1106） 

大直径钻孔卸压机理室内及数值试验研究  ……………………………  贾传洋，蒋宇静，张学朋，王  冬，栾恒杰，王长盛（1115） 

短    文 

岩溶区嵌岩桩桩端承载性能研究  ………………………………………  赵明华，肖  尧，徐卓君，杨超炜，胡  倩，刘建华（1123） 

贯通充填裂隙类岩石渗流特性试验研究  ……………………………………………………  赵  恺，王环玲，徐卫亚，夏  季（1130） 

衬砌背后空洞影响下隧道结构裂损规律试验研究  ………………………………………  张  旭，张成平，冯  岗，韩凯航（1137） 

Ca2+浓度对膨润土掺砂混合土渗透性能的影响  ………………………………  许四法，吴雪辉，胡  琦，张  勇，王  哲（1145） 

基于分形理论的堆石料级配设计方法  ……………………………………………………  朱  晟，邓石德，宁志远，王  京（1151） 

动态巴西圆盘劈裂试验的极限分析解  ………………………………………………………………  杨仁树，陈  骏，刘殿书（1156） 

讨    论 

关于“横观各向同性砂土的强度准则”的讨论  ………………………………………………………………  董  彤，孔  亮（1161） 

对“横观各向同性砂土的强度准则”讨论的答复  ………………………………………………   曹  威，王  睿，张建民（1163） 

简    讯 

第二届全国非饱和土与特殊土力学及工程学术研讨会（第 3号通知：会议日程与回执）  ……………………………………… （985） 

2017年岩土工程西湖论坛：岩土工程测试技术一号通知  ………………………………………………………………………  （1088） 

第三届地基处理和地基控制技术国际会议预告  …………………………………………………………………………………  （1105） 

第四届 GeoShanghai国际会议通知  ………………………………………………………………………………………………  （1162） 

《岩土工程学报》征订启事 ………………………………………………………………………………………………………  （1081） 

本期广告索引  ………………………………………………………………………………………………………………………  （1150） 

《岩土工程学报》第十二届编委会名单  ………………………………………………………………………………………  （扉页Ⅰ） 
征稿简则  ………………………………………………………………………………………………………………………… （扉页Ⅱ） 
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论    文 

竖向荷载作用下散体地基应力解析方法  ……………………………………………………………  曹文贵，贺  敏，王江营（1165） 

地表超载作用下盾构隧道劣化机理与特性  ……………………………………  黄大维，周顺华，赖国泉，冯青松，刘林芽（1173） 
基于 K0固结排水卸荷应力路径试验粉土应力–变形特性研究  ………………………  张坤勇，李广山，梅小洪，杜  伟（1182） 

砂土三维多重机构边界面模型  ……………………………………………………………  方火浪，沈  扬，郑  浩，曾泽斌（1189） 
深厚软土场地中三维凹陷地形非线性地震响应分析  ……………………………………  梁建文，梁佳利，张  季，巴振宁（1196） 

深埋隧洞 TBM掘进微震与岩爆活动规律研究  ……………………………………………………  赵周能，冯夏庭，陈炳瑞（1206） 
基于裂纹扩展模式的岩质斜坡阶梯状滑移破裂机制研究  ………………………………  朱  雷，黄润秋，严  明，陈国庆（1216） 

基于数字图像与数值计算的节理岩体锚固效应研究  …………………………  种照辉，李学华，鲁竞争，张  骥，梁  顺（1225） 
盾构隧道开挖面极限支护压力研究  ……………………………………………  徐前卫，唐卓华，朱合华，王国富，路林海（1234） 

高心墙堆石坝坝基廊道受力特性研究  ………………………………………………………………  冯  蕊，何蕴龙，白新革（1241） 
基于广义 SMP准则的软基路堤临界填土高度研究  ……………………………………  张常光，赵均海，范  文，代  岩（1251） 

围岩性质对于注浆压力变化规律及浆液扩散模式的影响研究  ……  朱明听，张庆松，李术才，张  霄，谭英华，王  凯（1258） 
考虑非均衡吸附的多孔介质中循环注入污染物运移规律  ……………………………………………………  郭志光，白  冰（1267） 

不规则颗粒及其集合体三维离散元建模方法的改进  ……………………………………  金  磊，曾亚武，叶  阳，李晶晶（1273） 
易液化深厚覆盖层地震动放大效应台阵观测与分析  …………………………  周燕国，谭晓明，陈  捷，裴向军，陈云敏（1282） 

防冲吸能锚杆（索）的静动态力学特性与现场试验研究  …………………………………  王爱文，潘一山，赵宝友，盛继权（1292） 
正交各向异性板裂屈曲岩爆机制与控制对策研究  ………………………………………  冯  帆，李夕兵，李地元，王少锋（1302） 

短    文 

面板堆石坝性状的初步统计分析  ………………………………………………  温立峰，柴军瑞，许增光，覃  源，李炎隆（1312） 
边坡力的分布特征和稳定性分析  …………………………………………………………………   卢应发，黄学斌，刘德富（1321） 

一种新型光纤光栅局部位移计在小应变测量中的应用  ………………………………………………………………   徐东升（1330） 
高应变率下预制单节理岩石 SHPB劈裂试验能量耗散分析  ………………………………………  李  淼，乔  兰，李庆文（1336） 

沉积相和深度对第四纪土动剪切模量和阻尼比的影响  ………………………  陈国兴，卜屹凡，周正龙，张书菡，许汉刚（1344） 
基于单轴剪切破坏的岩石M–C准则参数反演分析  …………………………  杨仁树，陈  骏，方士正，侯丽冬，陈帅志（1351） 

简    讯 

2017年岩土工程西湖论坛：岩土工程测试技术一号通知  ………………………………………………………………………  （1224） 

第三届地基处理和地基控制技术国际会议预告  ………………………………………………………………………………… （1240） 
第四届 GeoShanghai国际会议通知  ………………………………………………………………………………………………  （1250） 

《岩土工程学报》征订启事 ………………………………………………………………………………………………………  （1311） 
本期广告索引  ……………………………………………………………………………………………………………………… （1329） 

《岩土工程学报》第十二届编委会名单  ………………………………………………………………………………………  （扉页Ⅰ） 

征稿简则  ………………………………………………………………………………………………………………………… （扉页Ⅱ） 
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论    文 

黄土的结构屈服及湿陷变形的分析  ………………………………………………………  邵生俊，王丽琴，邵  帅，王  强（1357） 
内源爆炸荷载作用下无限弹性土体中圆柱形衬砌隧道的瞬态响应解答 … 高  盟，张继严，高广运，陈青生，晁明颂，李大勇（1366） 

水化针刺 GCL剪切破坏机理的试验研究  …………………………………………………………  林  海，施建勇，钱学德（1374） 
非饱和粉质黏土冻结温度和冻结变形特性试验研究  ……………………………………  刘振亚，刘建坤，李  旭，房建宏（1381） 

水平荷载长期作用下沉井变位特性的模型试验研究  ……………………………………  穆保岗，李  旭，龚维明，赵学亮（1388） 
边坡可靠性分析中 g-line失效域及 Copula优度评价研究  …………  许晓亮，王乐华，李建林，陈将宏，覃万里，邓华锋（1398） 

基于 VFOM的矿山微震震源定位及近震震级标定  ………………  王泽伟，李夕兵，尚雪义，董陇军，刘  栋，周勇勇（1408） 
泥炭质土层盾构施工扰动引起隧道长期沉降的研究  …………………………  王志良，瞿嘉安，申林方，徐则民，丁祖德（1416） 

基于大型直剪试验的土石混合体颗粒破碎特征研究  ………………  刘新荣，涂义亮，王  鹏，钟祖良，唐文斌，杜立兵（1425） 
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地下连续墙对叠合墙式地铁车站结构地震反应的影响研究  ……………………………   王雪剑，庄海洋，陈国兴，王  瑞（1435） 

三向应力状态下冻融岩石损伤本构模型  …………………………   张慧梅，谢祥妙，彭  川，杨更社，叶万军，申艳军（1444） 
剪胀性砂土中球孔扩张弹塑性解  …………………………………………………………   李  林，李镜培，孙德安，李险峰（1453） 

地下水渗流作用下的盾构隧道开挖面安全系数上限分析  …………………………………………  黄  阜，潘秋景，凌同华（1461） 
基于 Trapdoor试验的双线隧道地表沉降预测公式探讨  ………………………  徐路畅，芮  瑞，张  龙，孙  义，夏元友（1470） 

硬脆性岩石热–力–损伤本构模型及其初步运用  …  李天斌，高美奔，陈国庆，马春驰，许钟元，阴红宇，陈  超，孟陆波（1477） 
考虑桩体径竖向渗流的碎石桩复合地基固结解析解  ……………………………………………   郭  彪，龚晓南，李亚军（1485） 

热损伤后北山花岗岩裂隙演化及渗透率试验研究  ………………………………………  陈世万，杨春和，刘鹏君，魏  翔（1493） 
堆积碎石土斜坡浅表入渗的空间分布与变异性研究  …………………………  董  辉，黄润秋，罗  潇，罗正东，蒋秀姿（1501） 

循环荷载作用下堆石料颗粒破碎特性试验研究  ………………………………………………………………  张振东，李国英（1510） 

短    文 

珊瑚礁砂作地基吹填料及振冲加固试验研究  ……………………………………………  邱伟健，杨和平，贺迎喜，余东华（1517） 

考虑饱和度变化的一维电渗固结模型  ………………………………………   周亚东，邓  安，刘中宪，杨爱武，张  海（1524） 
泥浆真空抽滤泥水分离中堵塞机理及规律性研究  ……………………………  吴思麟，朱  伟，闵凡路，张春雷，魏代伟（1530） 

不同含水状态花岗岩断裂力学行为及声发射特征  …………………………   邓朝福，刘建锋，陈  亮，李  莹，向  高（1538） 

讨    论 
关于“考虑主应力偏转的土体浅埋隧道支护压力研究”的讨论  ……………………………………………………   黎春林（1545） 
对“考虑主应力偏转的土体浅埋隧道支护压力研究”讨论的答复  ……………………………………………………   汪丁建（1546） 

简    讯 

第十届全国土动力学学术会议（一号通知）  ……………………………………………………………………………………… （1365） 

2017年岩土工程西湖论坛：岩土工程测试技术（二号通知）  ……………………………………………………………………  （1397） 
第二届全国非饱和土与特殊土力学及工程学术研讨会成功召开  ……………………………………………………………… （1424） 

CNKI推出《中国高被引图书年报》  ……………………………………………………………………………………………… （1516） 
《岩土工程学报》征订启事 ………………………………………………………………………………………………………  （1537） 

本期广告索引  ……………………………………………………………………………………………………………………… （1544） 

《岩土工程学报》第十二届编委会名单  ………………………………………………………………………………………  （扉页Ⅰ） 

征稿简则  ………………………………………………………………………………………………………………………… （扉页Ⅱ） 
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论    文 

柔性基础下碎石桩复合地基桩土应力比及沉降计算  ……………………………………  赵明华，牛浩懿，刘  猛，谭  鑫（1549） 

偏压固结下软黏土循环强度弱化分析及数值模拟  ………………………………………  王元战，雷继超，李青美， 珅胡 榕（1557） 

不同卸荷速率下大理岩破裂时效特性与机理研究  ……………………………  李夕兵，陈正红，曹文卓，陶  明，周  健（1565） 

一室四腔刚–柔加载机构真三轴仪的改进与强度试验——西安理工大学真三轴仪  …  邵生俊，许  萍，邵  帅，陈  菲（1575） 

砂卵石地层高水压条件下盾构掘进喷涌控制研究  ………  贺少辉，张淑朝，李承辉，朱自鹏，刘夏冰，汪大海，刘仰鹏（1583） 

圆砾泥岩复合地层泥水盾构下穿房屋沉降控制技术研究  ……………………  谢雄耀，王  强，齐  勇，李  军，于兴国（1591） 

基于时效理论解的双层衬砌圆形隧道围岩压力分担的简便计算法  ………………………………  王华宁，宋  飞，蒋明镜（1600） 

煤岩组合体峰前轴向裂纹演化与非线性模型  ……………………………………………  左建平，陈  岩，宋洪强，魏  旭（1609） 

土工格室加筋对橡胶砂动力特性影响的试验研究  ……………………………  刘方成，吴孟桃，陈巨龙，张云飞，郑玉风（1616） 

复变函数法分析盾构隧道开挖引起的土体位移和衬砌变形  ……………………………  张治国，杨  轩，宫剑飞，王卫东（1626） 

长时高压 K0固结再冻结黏土的卸围压强度特性  …………………………………………………   王衍森，贾锦波，冷阳光（1636） 

表面张力与接触角对膨胀土干缩开裂影响的试验研究  ……………………………………………   杨  珺松，吴 华，黄剑峰（1645） 

干湿循环作用下砂岩细观损伤演化及宏观劣化研究  ……  傅  晏，王子娟，刘新荣，袁  文，缪露莉，刘  俊，邓志云（1653） 

动载作用下煤体损伤特性的电磁显现特征  ………………………………………………………… 王金贵，张  苏，解北京（1662） 

拱坝建基面开挖过程中不平衡力变化及处理效果研究  …  程  立，刘耀儒，陶灼夫，杨  强，徐建荣，何明杰，张伟狄（1670） 

面板倾角对模块式面板加筋土挡墙筋材内力的影响  ……………………………………………   张  垭，汪  磊，刘华北（1680） 
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短    文 

上保护层煤柱引发被保护层冲击机理研究  ……………………………………………   姜福兴，王玉霄，李  明，曲延伦（1689） 

考虑侧向变形的软土地基非线性沉降计算的简化法  …………………………  杨光华，黄致兴，李志云，姜  燕，李德吉（1697） 

考虑三维空间效应的砌块土坡侧向土压力分析  ……………………………………………………  高玉峰，朱德胜，张  飞（1705） 

等应力和等孔隙比状态下的土–水特征曲线  …………………………  邹维列，王协群，罗方德，张俊峰，叶云雪，胡中威（1711） 

大光包滑坡滑带碎裂岩体原位钻孔剪切试验研究  …………………  冯文凯，易小宇，葛  华，王  琦，刘志刚，张光鑫（1718） 
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