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《岩土工程学报》征稿简则

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

办的学术性科技期刊。本刊被《中文核心期刊要目总览》连续多年确认为

核心期刊，并在建筑类核心期刊位于前列；本刊被科技部“中国科技论文

统计源期刊”（中国科技核心期刊）及“中国科技论文与引文数据库”收录；

本刊被中国科学院“中国科学引文数据库”收录；本刊被“中国知网”全

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

后仍未收到稿件处理通知，作者有权自行处理来稿。  

（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

经选用应由第一作者参考审阅意见、稿面质疑、本刊体例作必要的修改补

正或删减。文图、资料、数据务求准确无误，一次定稿。  

（2）作者收到稿件录用通知后，应在 45天内将修改清稿（WORD排
版打印）连同同意发表稿件的作者声明一并寄回本部，并在线上载或 E-mail
发送修改清稿的电子文件。  

（3）修改清稿版面，黄文熙讲座和综述文章一般不超过 15页，论文

一般不超过 9页，短文和工程实录不超过 7页，焦点论坛不超过 2页，讨
论不超过 1页。 

（4）稿件一经发表即付稿酬，并按发表文章页数收取版面费。 

（5）凡本刊刊登的稿件均收入相应期刊光盘版及期刊网，并与印刷稿
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（6）本刊版面为 A4开本，双栏排版，版芯为 25.4 cm×17.8 cm。 

（7）文章清稿层次体例为：中文文题、作者姓名、单位及所属部门、

单位地址邮编、摘要、关键词、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
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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。 
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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
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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、标准等）：[参

考文献序号] 主要责任者.题名：其他题名信息[文献类型标识/文献载体标

识].其他责任者.版本项.出版地:出版者,出版年:引文页码[引用日期].获

取和访问路径.数字对象唯一标识符. 

b）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[文献类型标识/文献载体标识].析出文献其他责任者//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 [引用日期].获取和访问路径.数字对象唯一标识符. 

c）连续出版物（期刊、报纸等）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[文献类型标识/文献载体标识]. 连续出版

物题名：其他题名信息,年,卷(期):起止页码 [引用日期].获取和访问路径.

数字对象唯一标识符.  

d）专利：[参考文献序号] 专利申请者或所有者.专利题名:专利号[文

献类型标识/文献载体标识].公告日期或公开日期 [引用日期].获取和访

问路径.数字对象唯一标识符.   

e）电子资源：[参考文献序号] 主要责任者.题名：其他题名信息[文

献类型标识/文献载体标识].出版地：出版者，出版年:引文页码（更新或

修改日期）[引用日期].获取和访问路径. 数字对象唯一标识符.  

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文献类型标识：M—普通图书，C—会议录，G—汇编，N—报

纸，J—期刊，D—学位论文，R—报告，S—标准，P—专利，DB—数据库，
CP—计算机程序，EB—电子公告，A—档案，CM—舆图，DS—数据集，Z
—其他。②文献载体标识：MT—磁带，DK—磁盘，CD—光盘，OL—联
机网络。③a),b),c),d) 4项中文献属于原始电子资源的著录“文献载体标识、
引用日期、获取和访问路径” 项，文献属于二次电子资源的不著录；e)
项电子资源指除 a),b),c),d) 4项中包含的文献类型以外的电子资源；“数字
对象唯一标识符”依照原文献如实著录，“获取和访问路径” 项中已包含

的省略。 

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。                   （2019年 12月修订） 
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基于不排水强度的黏土基坑抗隆起稳定计算方法 
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摘  要：目前的基坑抗隆起稳定计算方法多是直接采用固结不排水强度指标进行计算，这种方法对于软黏土地层的计
算在理论上是不合理的，且传统的圆弧滑动法未考虑最下道支撑以上土体强度的发挥。针对上述问题，通过将固结不

排水强度指标转换成不排水抗剪强度，考虑最下道支撑以上土体强度的发挥，对传统圆弧滑动法进行了改进，并进一

步提出了基于不排水强度的圆弧机构上限分析方法。工程算例分析表明，传统圆弧滑动法得到的安全系数普遍偏高，

而所提出上限分析方法计算得到的结果则更为合理。 
关键词：基坑；圆弧滑动法；抗隆起稳定；不排水强度；极限分析法 

中图分类号：TU473       文献标识码：A       文章编号：1000–4548(2020)09–1577–09 
作者简介：黄茂松(1965— )，男，浙江玉环人，博士，教授，博士生导师，从事岩土工程方面的教学与科研工作。E-mail: 

mshuang@.tongji.edu.cn。 

Analysis method for basal stability of braced excavations in clay                   
based on undrained shear strength 

HUANG Mao-song1, 2, LI Yi-shan1, 2, TANG Zhen1, 2, YUAN Ju-yun1, 2 
(1. Department of Geotechnical Engineering, Tongji University, Shanghai 200092, China; 2. Key Laboratory of Geotechnical and 

Underground Engineering of Ministry of Education, Tongji University, Shanghai 200092, China) 

Abstract: At present, the analysis method for basal stability is mostly based on the consolidated undrained shear strength index. 

The method is unreasonable in theory for the soft clay and does not consider the strength of the soil above the lowest support. 

To solve the above problems, the traditional analysis method for basal stability is improved. The consolidated undrained shear 

strength index is converted into undrained shear strength, and the strength of the soil above the lowest support is considered. 

Furthermore, the circular arc mechanism of the upper bound limit analysis based on the undrained shear strength is proposed. 

Through the calculations of engineering cases, the factors of safety obtained by the traditional circular sliding method is 

generally high, while the results obtained by the proposed upper-bound solution are more reasonable. 

Key words: braced excavation; circular sliding method; basal stability; undrained shear strength; limit analysis method 

0  引    言 
随着中国城市化进程的加快，城市土地资源日趋

紧张，地下空间的开发深度、规模也随之不断增加，

这也对基坑工程安全和风险的控制提出了更高的要

求。基坑在施工过程中若发生失稳坍塌问题，将造成

严重的财产和人员损失，其中坑底隆起失稳是最常发

生的一种破坏形式，因此正确评价基坑抗隆起安全系

数对深基坑开挖支护体系设计的重要性不言而喻。 
目前深基坑抗隆起稳定分析方法有极限分析法、

极限平衡法和弹塑性位移有限单元法，文献[1，2]作
了相关分析及总结。极限分析法[2-6]能从上限和下限的

角度使稳定安全系数逼近真实值，使计算结果更具可

靠性，能够合理反映工程的实际情况，是一种理论上

比较严格的分析方法，虽然该方法有着严格的理论依

据，但其理论推导往往较为复杂。Terzaghi 等[7]公式

以及 Bjerrum 等[8]公式为极限平衡法中最经典的计算

方法，现行国家标准及地区规范[9-11]中基坑坑底抗隆

起验算主要分为地基承载力模式与圆弧滑动模式两种

方法，这两种方法均属于极限平衡法。这些方法在中

国积累了丰富的工程经验，对于指导工程实践具有重

要意义。此外在日本、中国台湾地区等规范也采用了

基于圆弧滑动模式的极限平衡法[12]。近年，郑刚等[1]

基于弧长和法向应力对圆弧滑动法进行了修正，王洪

─────── 
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新[13]、应宏伟等[14]、周建等[15]考虑基坑的尺寸效应、

开挖宽度以及土体各向异性的影响改进了圆弧滑动

法。弹塑性位移有限单元法或有限差分法[16-17]的相关

研究也取得了较大的进展。 

在中国工程实践中最常用的还是同时考虑强度指

标 c和 φ的基于圆弧滑动模式的基坑抗隆起稳定分析
方法，由于工程勘察报告一般提供固结不排水抗剪强

度指标 ccu 和 φcu，因此通常直接采用 ccu 和 φcu 按

Mohr–Coulomb强度准则进行分析，例如上海市工程建
设规范（DG/TJ08—61—2018）《基坑工程技术标准》[11]

在计算基坑的抗隆起稳定性时建议的圆弧滑动法，但

这种方法对于软黏土地层的计算在理论上是不合理

的，因为不排水条件下软黏土的力学特性更符合

Tresca准则；同时上海规范[11]中针对分层土地基给出

的抗隆起稳定计算公式，将每层土中的隆起力矩和抗

隆起力矩分别积分计算，但是此方法并未考虑最下道

支撑以上土体强度的发挥；此外，传统的圆弧滑动法

绕最下道支撑并通过墙底转动，由于挡墙强度实际上

远远大于土体强度，而工程中一般不考虑挡墙极限弯

矩的影响，这与实际情况明显不符。更重要的是基于

极限平衡法的圆弧滑动法在理论上尚缺乏理论基础，

从大量工程算例来看，这种方法得到的安全系数普遍

偏大。 
为此，本文首先针对饱和黏土中基坑抗隆起稳定

分析中的圆弧滑动法，基于有效固结应力理论[18]并利

用固结不排水强度指标 ccu和 φcu计算软黏土的不排水

抗剪强度 cu，进而基于不排水抗剪强度并考虑最下道

支撑以上土体强度的发挥改进了传统的圆弧滑动法；

然后提出了基于不排水强度的上限分析方法，同时该

方法能考虑分层土地基的影响，最后通过对比分析及

工程实例验证了方法的合理性及适用性。 

1  基于圆弧滑动模式极限平衡法的改进 
1.1  圆弧滑动法 

多数地区规范的圆弧滑动模式规定圆弧滑动面的

圆心位于最下一道支撑处，且滑动面经过挡墙的底部，

如图 1所示。规定对于板式支护体系，按圆弧滑动模
式计算基坑的抗隆起稳定性时，取最下道支撑以下、

圆弧滑动面以上的土体及其对应的围护墙为脱离体，

坑底滑动面上抗剪强度计算不考虑开挖土体的自重应

力，安全系数 KL定义如下： 

RL
L

SL

MK
M

=   ，              (1) 

式中，MRL和 MSL分别为抗滑力矩与滑动力矩，可分

别表示为[11] 

{ 2 3
RL a 0 0 0

3 2
0 0 0 0 0

2 3
0 0 0 0

2 20
0 0 0 0

π 1tan ( )
4 3

1 1 π 1cos sin sin cos
3 2 2 2

π 2 2tan ( ) cos
4 3 3

sin π 1 sin cos (π )
2 2 6 y

M K q h R R

q h R R

cR M

ϕ γ γ

α α α α α

ϕ γ γ α

α
α α α α

′= + + +
 − − + +    

 ′+ + + − 
 − − + − +    

，

 (2) 
3 2 2 2

SL 0 0 0 e 0 0 0
1 1 1sin cos ( )
3 6 2

M R R h q h Rγ α γ α γ ′= + + + ，       

(3) 
式中，My为挡墙的极限弹性弯矩，假设挡墙的截面为

矩形，此时 My 与极限塑性弯矩 Mp 的换算关系为：

My=Mp/1.5，对于实际工程，计算可根据材料力学的基
本概念按不同截面及材料进行相应的计算，本文取合

理 Mp值计算并对比分析；MRL为抗隆起力矩；MSL为

隆起力矩； 0α 为如图 1所示角度，单位为弧度；γ0为

土层重度的加权平均值；R 为围护墙在最下道支撑以
下部分的深度（m），R=he+D，he =H-h′0；Ka为对应

土层的主动土压力系数；c，φ为土层黏聚力和内摩擦
角的加权平均值； 0h′为最下道支撑距地面的距离（m）；
q为地面超载（kPa）；KL为抗隆起稳定安全系数。 

 

图 1 圆弧滑动法计算图示 

Fig. 1 Sketch of arc sliding method 

式（1）定义的安全系数计算式假设基坑的隆起破
坏只发生在最下道支撑以下的土体，最下道支撑以上

的土体不产生破坏，即 JK 面上的强度没有发挥，基
坑的破坏只产生滑裂面 KCEF。 
1.2  不排水抗剪强度与三轴固结不排水强度指标之

间的关系 

固结不排水剪试验得到的总应力强度参数 ccu 和

φcu不应直接使用，合理的方法应是根据原位的有效固

结压力换算成不排水强度 cu，然后按 φu=0的方法进行
分析，这就是有效固结应力理论[18]。有效固结应力理

论认为不排水条件下黏土的抗剪强度只取决于破坏前

固结状态下的有效应力，由于将不排水条件下黏土看



第 9期                     黄茂松，等. 基于不排水强度的黏土基坑抗隆起稳定计算方法 

 

1579 

成纯黏聚材料，这样破坏面与大主应力方向的夹角为

45°。根据图 2所示的破坏和固结Mohr圆，文献[18]
给出相应的总强度 τf或 cu的公式： 

cu cu
f u cu 3c

cu cu

cos sin
1 sin 1 sin

c c ϕ ϕ
τ σ

ϕ ϕ
′= = +

− −
  ， (4) 

式中， 1cσ ′ 和 3cσ ′ 为有效固结应力。 

 

图 2 破坏和固结Mohr圆[18] 

Fig. 2 Mohr circles at consolidation and failure states[18] 
对于实际的土层，假设土体处于 K0 固结状态， 

3cσ ′ = 0 v0
1 (1 )
2

K σ ′+ ，其中 v0σ ′ 为上覆土层有效应力，代 

入式（4）可得到黏土的不排水抗剪强度 cu为 
cu cu

u cu 0 v0
cu cu

cos sin1 (1 )
1 sin 2 1 sin

c c Kϕ ϕ
σ

ϕ ϕ
′= + +

− −
 。 (5) 

1.3  考虑最下道支撑以上土体强度的发挥 

如果考虑最下道支撑以上土体强度的发挥，那

么式（1）中的抗滑力矩[11]应修改为 

{

2
20

RL a 0 0

3
3 0

0 0

2
0 0

3
0 0 0

tan ( )
2 4

cos1 1 sin
3 3 2 2

1 sin sin 2 tan
4 4

2 2 1cos sin
3 3 2 2

hM K R qh q h R

R

qR

R

γ
ϕ γ

α
γ α α

α α ϕ

γ α α α

 ′  π′ ′= + + + +  
 

 π + − − +   
 π  + +

 π + − − −   

     

 

2
0 0 0 0

1 sin sin 2 ( )
4 ycRh cR Mα α α

 ′ + + π − +
。(6) 

式（1）定义的安全系数是采用固结不排水强度指
标 ccu和 φcu进行分析的，对于不排水黏土地基，采用

转换后的不排水强度 cu进行分析时，如果不考虑最下

道支撑以上土体强度的发挥，那么圆弧滑动法的安全

系数可定义为 
π

u0
s0

3 2 2 2
0 0 0 e 0 0 0

d
1 1 1sin cos ( )
3 6 2

yc R M
K

R R h q h R

α
θ

γ α γ α γ

−
+

=
′+ + +

∫
。 

(7) 
如果考虑最下道支撑以上土体强度的发挥，那么

圆弧滑动法的安全系数可定义为 

0π

u u0 0
s1

3 2 2 2
0 0 0 e 0 0 0

d d
1 1 1sin cos ( )
3 6 2

h

yc R R c z M
K

R R h q h R

α
θ

γ α γ α γ

′−
+ +

=
′+ + +

∫ ∫
。 

(8) 
为了区别不同方法安全系数的定义，采用固结不

排水强度指标 ccu和 φcu进行分析时，不考虑最下道支

撑以上土体强度发挥的安全系数定义为 KL0，考虑最

下道支撑以上土体强度发挥的安全系数定义为 KL1。

采用转换后的不排水强度 cu进行分析时，不考虑最下

道支撑以上土体强度发挥的安全系数定义为 Ks0，考

虑最下道支撑以上土体强度发挥的安全系数定义为

Ks1。 
1.4  对比分析（Mp=0） 
为了对比圆弧滑动法直接采用固结不排水强度指

标 ccu，φcu与采用有效固结应力法转换后的不排水强

度 cu之间的区别，选用以下算例：H=10 m，B=40 m，
he=2 m，ccu=10 kPa，φcu=20°， γ =18 kN/m3。图 3
给出了圆弧滑动法得到的挡墙插入比D/H对安全系数
的影响，分别采用了固结不排水强度指标 ccu，φcu与

转换后的不排水强度 cu，转换后 cu(z)=14.28+3.64z。
由于采用固结不排水强度指标的圆弧滑动法在法向应

力计算中扣除了开挖土体的影响，因此在计算转换后

的不排水强度时也应扣除开挖土体自重的影响，同时

与未扣除的情况进行对比。同时，为了对比的一致性，

两种方法均计算了考虑最下道支撑以上土体的强度与

不考虑最下道支撑以上土体的强度时的安全系数。挡

墙的极限弯矩 Mp=∞的情况下，由于传统的圆弧滑动
法得到的安全系数为无穷大，因此该算例对比只考虑

了挡墙的极限弯矩 Mp=0 的情况。从图 3 可以看出，
如果考虑最下道支撑以上土体强度影响，无论采用固

结不排水强度指标 ccu，φcu还是转换后的不排水强度

cu，在插入比较小时，计算得到的安全系数 KL1，Ks1

都随着 D/H的增大不升反降，这是明显不合理的。反
而如果不考虑最下道支撑以上土体的强度，计算得到 

 

图 3 挡墙插入比 D/H对安全系数的影响（Mp=0） 

Fig. 3 Influences of embedded depth of retaining wall on factor of  

safety（Mp=0） 
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的安全系数 KL0，Ks0不存在这个问题，随着 D/H的增
大而增大，这说明圆弧滑动法本身存在缺陷。除了 D/H
较小时，采用固结不排水强度指标 ccu，φcu得到的安

全系数 KL0，KL1分别大于采用转换后的不排水强度 cu

且扣除开挖土体自重影响得到的安全系数 Ks0，Ks1，

且随着 D/H的增大显著增大。采用不排水强度 cu且未

扣除开挖土体自重影响得到的安全系数大于扣除的结

果，同时，当 D/H小于 1时，其结果大于采用固结不
排水强度指标所得结果。 

2  基于不排水强度的圆弧机构上限分析 
2.1  考虑挡墙刚度影响的圆弧机构上限法 

Huang 等[6]提出了由刚性块体与非均匀剪流区组

成的不排水黏土基坑抗隆起稳定上限分析的圆弧破坏

机构，非均匀剪流区内的速度分布与挡墙可能产生的

变形（转动或其他形式的连续变形）相协调，并在上

限计算中考虑了挡墙极限抗弯刚度的作用。通过实例

分析，圆弧机构上限法所得计算结果可以合理地反映

基坑的抗隆起稳定性。破坏机构及速度场如图 4所示。 

 

图 4 破坏机构及速度场 

Fig. 4 Failure mechanism and velocity fields 

破坏机构由一个刚性块体 abcf以及 3个非均匀剪
流区 fcd， fdd ′以及 ee fd′ ′组成。图中 Hp为刚性块体

的深度，he为最下一道支撑距离基坑底部的距离。剪

流区 fcd和 fdd ′的形状与圆弧滑动法的形状一致，因
此破坏机构在坑内和坑外的宽度都为 R。 
安全系数 Fs可定义为 

               e
s

+E U
F

W
= ∑

∑
  ，           (9) 

式中，E为剪流区及速度间断面上的内力做功，Ue为

挡墙的弹性变形能，W为重力及地表荷载做功，可表
示为 

q γ+W W W=∑   ，           (10) 

式中，地表荷载 q做功为 
q 0W v qR=   ，             (11) 

重力做功可以分为两种情况: 
（1）Hp≥H 

γ 0W v RHγ=   ，            (12) 

（2）Hp<H 
2

p
0 p 0

d d
H R z

zH
W v RH v x zγ γ γ

−
= + ∫ ∫   ，   (13) 

式中，Hp为刚性块体高度，R为圆弧半径，γ为土层
重度。 
剪流区及速度间断面上的内力做功可表示为 

' ' ' '= + + + + + + + +bc cd fcd dd fdd ee fd d e fh gh hdE E E E E E E E E E E′+∑ ，

 (14) 
式中，Ebc，Ecd，Edd′，E d′e，Efh，Egh，Ehd分别为速度

间断面 bc，cd，dd′，d′e，fh，gh，hd上的内力做功，
Efcd，Efdd′，Eee′fd′分别为剪流区 fcd，fdd′，ee′fd′的内力
做功。当 Hp<H时，剪流区 ee′fd′不存在，因此其内力
做功 Eee′fd′=0。 

挡墙的弹性变形能可表示为[19]  
p 2

e 0
max

1( ( )) d (0)
2( ( )) 2

H D Hy
y

M
U w z z M w

w z
+ −

′′ ′= +
′′ ∫ 。(15) 

安全系数的最小上限解可以通过对参数 m，R 和
Hp的优化得到，优化参数的约束条件为 

2 2
p p p

p

e p

+( ) )

,    ( 0)

H D H R B H H H H

R B H H m
H h H H D

 + − −     (
    > >
 − +

≤ ≤ ≤

≤

≤ ≤

。(16) 

2.2  圆弧机构上限法与圆弧滑动法的对比（Mp≠∞） 
为了对比基于不排水强度 cu 的圆弧机构上限法

和圆弧滑动法计算结果间的差异，选用以下算例：

H=10 m，B=40 m，he=2 m，cu(z)=21.42+3.89z，γ =18 
kN/m3。计算时未扣除开挖土体自重的影响，根据算

例优化计算结果，Hp均为 H-he，即挡墙弯折点位于最

下道支撑处。图 5 给出了挡墙插入比 D/H=0.7 和 1.5
时，圆弧机构上限法以及圆弧滑动法得到的基坑抗隆

起安全系数随挡墙极限塑性弯矩 Mp 的变化。可以看

出，虽然圆弧机构上限法与基于不排水强度改进后的

圆弧滑动法所得结果随着 Mp的增大而增大，但在 Mp

取值较低的时候，圆弧机构的结果变化相对更为明显，

重要的是圆弧机构上限法得到的安全系数均明显低于

圆弧滑动法，无论考虑还是不考虑最下道支撑以上土

体强度的发挥。图 6给出了挡墙的极限弯矩Mp=0和 2 
MN·m时圆弧机构得到的安全系数随挡墙插入比 D/H
的变化，并与考虑及不考虑最下道支撑以上土体强度

影响的圆弧滑动法进行了对比。从图 6可以看出，当
Mp=0 且 D/H 较小时，采用圆弧滑动法的基坑抗隆起
安全系数可能随着 D/H的增大而减小，而圆弧机构得
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到的结果则不存在这个问题，随着D/H的增大而增大，
更为合理；同时，不考虑最下道支撑以上土体强度影

响的圆弧滑动法虽然随着 D/H的增大而增大，但 D/H
较大时，所得安全系数相对圆弧机构明显偏大，而不

起控制作用。 

图 5 挡墙极限弯矩对安全系数的影响 

Fig. 5 Influences of limit bending moment of retaining wall on  

.factor of safety 

图 6 挡墙插入比 D/H对安全系数的影响 

Fig. 6 Influences of embedded depth of retaining wall on factor of  

safety  

2.3  圆弧机构上限法与圆弧滑动法的对比（Mp=∞） 
当挡墙极限塑性弯矩Mp=∞时，即挡墙完全刚

性，如图 7所示，破坏机构圆弧中心 f可以下移至挡
墙底部，即 Hp=H+D＞H，挡墙的弹性变形能 Ue=0；
对于圆弧机构上限法，如果取 m=0时，非均匀剪流区
cdd’可以退化为均匀剪流区；同时为了合理对比两种
方法，如图 8所示，圆弧滑动法的圆弧中心 O也作相
应的下移至墙底，圆弧半径取 R=D进行对比计算。那
么式（7）及式（8）应分别修改为 

π

u u0 0
s0

2
0

d 2 d
1 ( )
2

D
c R R c z

K
q H R

θ

γ

+
=

+

∫ ∫   ，        (17) 
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2
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q H R
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γ

′
+ +

=
+

∫ ∫ ∫   。 (18) 

 

图 7 破坏机构及速度场（Mp=∞） 
Fig. 7 Failure mechanism and velocity fields 

 

图 8 圆弧滑动法计算图示（Mp=∞） 

Fig. 8 Sketch of arc sliding method 

对比算例参数与 2.2算例相同。图 9为挡墙的极
限弯矩 Mp=∞时，剪流区为均匀剪流及非均匀剪流的
圆弧机构上限法与基于不排水强度的圆弧滑动法得到

的安全系数随挡墙插入比 D/H的变化。可以看出，在
插入比较小时（D/H﹤0.5），如果考虑最下道支撑以
上土体强度影响，圆弧滑动法计算得到的安全系数 Ks1

严重偏大，同时随着 D/H的增大不升反降，这明显不
合理。如果不考虑最下道支撑以上土体的强度，则圆

弧滑动法计算得到的安全系数 Ks0随着 D/H 的增大而
增大，但明显大于圆弧机构得到的安全系数，剪切区

为均匀剪流的圆弧机构所得结果大于剪切区为非均匀

剪流的圆弧机构。 

3  工程实例分析 
前文介绍了基于不排水强度的圆弧机构上限法

和圆弧滑动法，并进行了对比分析，以下利用圆弧机

构上限法和圆弧滑动法对 3 个工程算例进行验算分
析。 
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图 9 挡墙插入比 D/H对安全系数的影响（Mp=∞） 

Fig. 9 Influences of embedded depth of retaining wall on factor of  

safety （Mp=∞） 
3.1  工程算例 1 

本算例为上海某项目基坑，该项目由主楼和裙楼

构成，主楼基坑开挖深度为 11.65 m，采用 950@1150
灌注桩围护结构，桩长为 24.55 m，桩顶标高为-0.45 
m，插入比 D/H=1.1。典型的主楼基坑剖面图如图 10
所示。基坑计算参数如表 1所示。裙楼基坑开挖深度
为 10.95 m，采用 900@1100灌注桩围护结构，桩长为
23.15 m，桩顶标高为-0.45 m，插入比 D/H=1.14。典
型的裙楼基坑剖面图如图 11所示。主楼及裙楼基坑计
算时均考虑地面超载 20 kPa，且不考虑挡墙极限弯矩
的影响，即Mp=0。 

表 1 算例 1基坑土层计算参数 

Table 1 Soil parameters of excavation Case 1 

土层 层厚/m 
重度

/(kN·m-3) 
ϕcu 

/(°) 
ccu 

/kPa 
1-1 0.84 18.0 20.0 0 
1-2 0.50 18.6 20.0 0 
2-1 1.80 18.5 33.0 4 
2-2 8.50 18.5 33.0 4 
4 3.70 17.0 11.5 12 

5-1a 6.30 17.5 12.5 15 
5-1b 6.20 17.9 16.5 19 

 

图 10 算例 1主楼基坑剖面图 

Fig. 10 Main building section of excavation Case 1 

该工程主楼、裙楼的基坑抗隆起安全系数如表 4
所示。由于主楼基坑比裙楼基坑开挖深度略深，插入

比略小于裙楼基坑，因此，裙楼基坑抗隆起安全系数

应高于主楼抗隆起安全系数。由表可知，圆弧机构上

限法所得裙楼的安全系数高于主楼的安全系数，更为

合理。此外，圆弧滑动法所得安全系数也相对偏高。 

图 11 算例 1裙楼基坑剖面图 

Fig. 11 Annex building section of excavation Case 1 
3.2  工程算例 2 

本算例为上海某项目基坑，基坑开挖深度 H 为
6.45 m，采用 650@800灌注桩围护结构，桩长为 14.2 
m，桩顶标高为 0 m，插入比 D/H=1.2。计算时考虑地
面超载 20 kPa，且不考虑挡墙极限弯矩的影响，即
Mp=0。基坑剖面图如图 12所示。基坑计算参数如表 2
所示。 

 

图 12 算例 2基坑剖面图 

Fig. 12 Section of excavation Case 2 
表 2 算例 2基坑土层计算参数 

Table 2 Soil parameters of excavation Case 2 

土层 层厚/m 
重度

/(kN·m-3) 
ϕcu 

/(°) 
ccu 

/kPa 
1-1  2.13 18.0 20.0 0 
2-3  4.95 18.5 32.5 5 
4 10.33 16.9 11.0 9 

5-1  5.11 17.7 15.5 12 

该基坑抗隆起安全系数如表 4所示。分层与均质
的结果差异较大，这是由于圆弧滑动面大部分位于强
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度参数较小的土层 4，而加权计算的强度参数大于实
际参数，故所求得的抗滑力矩较大，进而导致安全系

数偏高。同时，由于最下道支撑距地表高度较小，故

考虑与不考虑最下道支撑以上土体强度的结果较为相

近。算例结果表明，采用圆弧机构上限法所得结果小

于圆弧滑动法所得安全系数，而起控制作用。 
3.3  工程算例 3 

算例 1，2 为基坑安全的工程实例，为进一步验
证方法的可行性，选取典型的失稳工程算例进行计算。

本算例为杭州市轨道交通 1号线湘湖地铁站北 2号基
坑，2008年 11月 15日，该基坑发生重大坍塌事故，
事故造成基坑周边的风情大道大面积坍塌，坍塌范围

宽度达到 32 m，并造成重大人员伤亡，此事故引起了
工程界以及学术界的广泛关注。发生事故的湘湖地铁

站北 2号基坑长 107.8 m，宽度约为 21.5 m，基坑的
平均开挖深度为 15.7～16.2 m。基坑采用了地下连续
墙结合内支撑的支护方式，采用了 4道  609钢管水
平支撑，支撑中间设置立柱。典型的基坑剖面图如图

13 所示，基坑相关计算参数根据文献[16，17，20]统
计及试验的结果取值，计算时考虑地面超载 20 kPa，
且不考虑挡墙极限弯矩的影响，即 Mp=0。基坑计算参
数如表 3所示，根据固结不排水强度指标转换后的不
排水强度及原位试验的不排水强度如图 14所示。圆弧
滑动法、圆弧机构上限法得到的基坑抗隆起安全系数

如表 4所示。 
表 3 算例 3基坑土层计算参数 

Table 3 Soil parameters of excavation Case 3 

土层 层厚/m 
重度

/(kN·m-3) 
ϕcu 

/(°) 
ccu 

/kPa 
2-2  5.7 19.0 22.3  7.1 
4-2 13.5 17.1 18.8 19.6 
6-1 17.0 17.2 16.7 20.3 

 

图 13 湘湖地铁站北 2基坑剖面图及土层分布 

Fig. 13 Subsurface soil layers (from site reinvestigation) and a  

.typical cross section of N2 excavation 

 

图 14 湘湖地铁站北 2基坑不排水强度分布 

Fig. 14 Undrained shear strengths at a typical cross section of  

 N2 excavation 

由图 14 可知，坑外转换的不排水强度明显大于
原位测试得到的不排水强度，这可能是由于原始设计

提供的固结不排水强度指标建议值偏高，造成转换后

的不排水强度较高，进而导致安全系数偏高。由表 4
可以看出，采用转换后的不排水强度所得结果低于采

用固结不排水抗剪强度指标的结果；同时，圆弧机构

表 4 基坑抗隆起稳定验算结果 

Table 4 Calculated results of basal stability analysis 

圆弧滑动法 
验算方法 

（ccu，ϕcu）分层地基 (cu)分层地基 
圆弧机构(cu)分层地基 

是否考虑最下道支撑以上土体强度 否 是 否 是 是 

算例 1主楼 
1.88 

(2.44) 

2.02 

(2.57) 
1.52 1.83 1.45 

算例 1裙楼 
1.76 

(2.33) 

1.82 

(2.39) 
1.54 1.67 1.51 

算例 2 
1.50 

(2.13) 

1.51 

(2.15) 
1.41 1.43 1.22 

算例 3 
2.03 

(2.23) 

2.20 

(2.39) 

1.60 

1.17* 

1.80 

1.29* 

1.34 

0.98* 

注：(ccu，ϕcu)分层地基：括号内为加权等效均质地基条件下所得安全系数；(cu)分层地基：扣除了开挖土体自重影响所得安全系数，

*号表示采用现场实测不排水强度所得安全系数（未扣除开挖土体自重影响）。 
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上限法采用现场实测的不排水强度得到的安全系数小

于圆弧滑动法所得安全系数，且小于 1，比较接近基
坑失稳破坏的实际情况。 

4  结    论 
本文在已有圆弧滑动模式基坑抗隆起验算方法的

基础上，针对传统圆弧滑动法直接采用软黏土固结不

排水强度指标 ccu和 φcu进行计算在理论上的不合理，

以及未考虑最下道支撑以上土体强度的发挥两个问题

进行改进，此后进一步提出了基于不排水强度的圆弧

机构上限法，通过算例对比及工程实例验证了该方法

的合理性。主要得出以下结论：  
（1）在挡墙插入比 D/H 较小时，如果考虑最下

道支撑以上土体强度影响，无论采用固结不排水强度

指标 ccu，φcu还是转换后的不排水强度 cu，圆弧滑动

法得到的安全系数都随着 D/H的增大不升反降，两种
方法都得到了不合理的计算结果；在挡墙插入比 D/H
较大时，采用 ccu，φcu的传统的圆弧滑动法得到的安

全系数明显偏大。 
（2）当挡墙极限塑性弯矩Mp≠∞时，基于转换后

不排水强度的圆弧滑动法所得安全系数随 Mp 变化趋

势与圆弧机构上限法结果一致，但均明显高于圆弧机

构上限法。当 Mp=0 时，圆弧机构上限法所得结果随
着挡墙插入比 D/H增大而增大，而圆弧滑动法可能随
着 D/H增大而减小，明显不合理。当挡墙极限塑性弯
矩 Mp=∞时，考虑最下道支撑以上土体强度影响的圆
弧滑动法所得结果严重偏大，而圆弧机构得到的结果

则起控制作用。 
（3）工程算例分析表明，基于不排水强度的圆弧

机构上限法所得结果低于圆弧滑动法，且不存在圆弧

滑动法中所出现的问题，能够更为合理地评价不排水

黏土基坑的抗隆起稳定性。  
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2021年黄文熙讲座（第24讲）主讲人已经产生 

黄文熙讲座是1998年为纪念黄文熙先生诞辰90周年而开

设的我国岩土力学与工程领域高水平的学术讲座。黄文熙先生

是著名的水工结构和岩土工程学专家，是我国土力学学科奠基

人之一，是新中国水利水电科学研究事业的开拓者，在水利水

电工程、结构工程和岩土工程领域都取得了杰出的成就。黄文

熙先生致力于水利水电工程教育事业60多年，培养了大批工程

技术人才，被推崇为土力学界的一代宗师。黄文熙讲座由《岩

土工程学报》编委会主办，讲座主讲人由《岩土工程学报》六

个主办学会推荐候选人，经学报全体编委投票选举产生。黄文

熙讲座学术活动内容包括两部分，即在《岩土工程学报》“黄

文熙讲座”栏目刊发讲座论文和举办黄文熙讲座学术报告会。

至今，黄文熙讲座已举办了23讲，已经成为我国岩土工程界重

要的学术交流平台。今年由于新冠肺炎防控的要求，2021年黄

文熙讲座主讲人的选举采用信函投票的方式进行。经过选举，

浙江工业大学蔡袁强教授和广东水利水电科学研究院杨光华

教授级高工得票领先，当选为2021年黄文熙讲座（第24讲）主

讲人。讲座论文将刊登于《岩土工程学报》2021年第一期和第

二期的“黄文熙讲座”栏目。

 

（本刊编辑部） 
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广吸力范围内非饱和原状黄土的力学特性 
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摘  要：为了研究广吸力范围内非饱和原状黄土的力学特性，采用轴平移技术和饱和盐溶液蒸汽平衡法控制试样的吸
力，对 Q3原状黄土进行了一系列控制吸力的常净围压三轴剪切试验，分析了吸力和净围压对原状黄土强度和变形特性

的影响。试验结果表明：净围压一定条件下广吸力范围内原状黄土破坏时的偏应力随着吸力的增大而增大；不同吸力

条件下原状黄土剪切过程中表现出不同程度的应变硬化或应变软化现象，同时吸力对黄土的剪胀性有明显的影响，且

吸力越小或净围压越大，剪胀性越小；原状黄土的强度参数黏聚力随着吸力的增大而明显增大，而内摩擦角在低吸力

范围内变化不明显，在高吸力范围内随吸力增大而明显增大。 
关键词：非饱和原状黄土；广吸力范围；力学特性；三轴剪切试验；净围压 

中图分类号：TU 443     文献标识码：A      文章编号：1000–4548(2020)09–1586–07 
作者简介：孙德安(1962— )，男，教授，主要从事土力学研究和教学。E-mail: sundean@shu.edu.cn。 

Mechanical behavior of unsaturated intact loess over a wide suction range  

SUN De-an1, XU Qian-lei1, CHEN Bo2, ZHANG Zhou1 

(1. Department of Civil Engineering, Shanghai University, Shanghai 200444, China; 2. College of Civil Engineering and Architecture, 

Quzhou University, Quzhou 324000, China) 

Abstract: A series of triaxial shear tests with controlled suction are performed on Q3 unsaturated intact loess under constant net 

confining pressure to study the mechanical behavior of unsaturated intact loess over a wild suction range, and the suction is 

imposed using the axis translation technique and vapor equilibrium technique with saturated salt solution. The influences of the 

suction and net confining pressure on the strength and deformation characteristics of intact loess are analyzed. The test results 

show that the deviator stress of intact loess at failure increases with the suction under the same net confining pressure. The 

intact loess show different degrees of strain hardening or strain softening during the shear process under different suctions. The 

suction and net confining pressure have obvious influences on the shear dilatancy of intact loess, and a lower suction or higher 

net confining pressure results in a smaller shear-dilation. The cohesion of strength parameter of the intact loess increases 

obviously with the suction, while the internal friction angle does not change obviously in low suction range, but increases with 

the suction in high suction range. 

Key words: unsaturated intact loess; wide suction range; mechanical behavior; triaxial shear test; net confining pressure 

0  引    言 
在自然界中非饱和土普遍存在，与工程实践联系

最为紧密的地表土大多是非饱和土[1]。黄土作为一种

典型的非饱和土，在中国分布广泛且沉积巨厚，尤其

是在中国西北地区。随着西北大开发战略和“一带一

路”战略的实施，黄土地区基础工程建设中涉及的非

饱和黄土问题日益增多，如机场跑道、公路、边坡等

土体都处于非饱和状态，对这些问题的合理解决依赖

于对非饱和黄土力学特性的深入认识。很多学者对非

饱和黄土的力学特性进行了大量研究。如陈宗基[2]通

过三轴试验测试了非饱和原状黄土在不同固结压力下

的力学特性，结果表明低围压下呈软化剪胀现象，高

围压下呈硬化体缩现象。邵生俊等[3]研究了不同含水

率下原状与重塑黄土的应力应变特性和体变特性；陈

伟等[4]通过三轴剪切试验研究了不同围压和不同含水

率条件下杨凌原状黄土的结构性，并引入新的结构性

参数，结果表明土的结构性参数随围压或含水率的增

大而减小。段钊等[5]系统研究了原状与重塑 Q2黄土的

物理力学特性，认为含水率对于黄土应力–应变关系、
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抗剪强度参数等具有显著影响。陈正汉[6]研究了重塑

非饱和黄土的力学特性和其强度参数与吸力之间的关

系。张登飞等[7]分析了吸力、净围压以及应力路径对

非饱和原状黄土力学特性的影响。郭楠等[8]研究了吸

力对原状 Q3 黄土及其重塑土加卸载过程中变形和强

度特性的影响。高登辉等[9]研究了 Q3重塑黄土变形和

强度特性随干密度与吸力的变化规律。 
目前的试验研究基本上都是在较低吸力条件下进

行的。中国西北黄土处于干旱、半干旱地区，长期在

相对湿度较低的环境中，有时吸力可达到几十或几百

兆帕。许多黄土处于高吸力的非饱和状态[10]，因此研

究高吸力或者广吸力范围内黄土的力学特性有重要的

现实意义。目前针对广吸力范围内非饱和土的力学特

性研究成果较少，如 Gao等[11]研究了广吸力范围内不

同干密度非饱和粉质黏土的持水与力学特性。孙德安

等[12]研究了广吸力范围内压实红黏土的强度特性。Ng
等[13]结合饱和盐溶液蒸汽平衡法用直剪试验研究了

高吸力下（吸力范围约为 8～230 MPa）非饱和压实黄
土的强度特性。因此有必要对高吸力或者广吸力范围

内非饱和原状黄土的力学特性进行系统的研究。 
本文以咸阳 Q3原状黄土为对象，研究广吸力范围

内原状黄土的力学特性。首先采用轴平移技术和饱和

盐溶液蒸汽平衡法对试样施加吸力，然后通过可以控

制吸力的非饱和三轴仪进行三轴试验，得到广吸力范

围内不同吸力和净围压下原状黄土的强度和变形特性

及其抗剪强度参数随吸力的变化规律。 

1  试验概况 
1.1  土样 

试验用的原状黄土取自陕西省咸阳市泾阳县的

Q3（晚更新世）马兰黄土，取土深度约为 23 m。原状
黄土的基本物理指标如表 1所示，从表可知，土样为
低液限黏土。图 1为该土的颗粒级配累计曲线，从图
可知，粒径在 0.005～0.075 mm之间的粉粒含量约占
71.4%，小于 0.005 mm的黏粒含量约占 25%。三轴试
验所用原状试样是用专门的切样器将原状土块切削成 

表 1 试验黄土的基本物理指标 

Table 1 Basic physical indexes of loess 

取土深度 

/ m 

天然密度 ρ 

/(g·cm-3) 

干密度 ρd 

/(g·cm-3) 

相对密

度GS 

液限wL 

/% 

塑限wP 

/% 

23 1.65 1.42 2.71 30 16.5 

天然含水率

w /% 

天然饱和度

sr0 /% 

初始吸力 

s0/kPa 

孔隙比

e 

塑性指数

IP 

液性指数

IL 

17.6 51.8 约 80 0.92 13.5 0.084 

 

图 1 黄土的颗粒级配累积曲线 

Fig. 1 Grading curve of loess 

直径约 38 mm，高约 76 mm的圆柱体。由于取土深度
较深，土质均匀且各试样的干密度相差不大，约为 1.42 
g/cm3。 
1.2  试验方法及方案 

压力板仪采用美国 GCTS 公司生产的 SWC-150
土水特征压力仪，可控制的吸力范围为 0～1.5 MPa。
由 Kelvin方程[14]可知，相对湿度与吸力存在对应关 
系，利用不同的饱和盐溶液可以控制密闭环境的相对

湿度，从而可以达到控制土样吸力的目的。饱和盐溶

液蒸汽平衡法可控制的吸力范围为 3.29～367 MPa。
因此通过以上两种方法可将试样的吸力控制在 0～
367 MPa的广吸力范围。 
三轴试验采用的是 GDS非饱和土三轴仪，该设备

可通过轴平移技术对试样施加吸力，可进行控制吸力

的三轴试验。此外该设备通过高精度的差压传感器来

量测内室水位变化，从而得到试样在试验过程中的体

积变化。仪器其它部分参见文献[15]。 
为了研究广吸力范围内原状黄土的力学特性，本试

验共选取吸力分别为 0，0.1，0.25，0.4，1.2，3.29，
38，367 MPa，净围压为 100，200，400 kPa的 24组
三轴试验，如表 2所示。其中，低吸力（0～0.4 MPa）
试样通过直接在三轴仪上采用轴平移的技术施加吸力

制备，而吸力 1.2 MPa试样用压力板仪制备。高吸力
（3.29～367 MPa）的试样通过饱和盐溶液蒸汽平衡法
制备，方法与文献[11]一样。 
控制吸力和净围压的三轴试验一般需要经历 3个

阶段，即吸力平衡阶段、固结平衡阶段、剪切阶段。

其中高吸力段的试样吸力平衡阶段是在饱和盐溶液缸

里进行的，然后在三轴仪上进行固结和剪切试验。为

了维持试样的吸力，对试样进行不排水等向压缩和三

轴剪切试验，这种通过控制试样含水率来维持试样高

吸力不变的方法是有试验数据支持的。如 Romero等[16] 
的 Boom clay试验数据表明，大于 3 MPa范围的吸力
只与含水率有关，与干密度无关。秦冰等[17]在对高庙
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子膨润土土水特性的研究中发现，高吸力范围内压实

样与粉末样的吸力与含水率关系曲线几乎一致。Gao
等[11]的试验数据表明，吸力大于 0.25 MPa范围内击实
粉质黏土的吸力和含水关系不受干密度的影响。因此，

在高吸力范围内，即使力学试验（如三轴试验）过程

中试样密度发生变化，只要含水率不变，其吸力也不

会发生变化。也就是说，常含水率（即不排水）三轴

试验等同于常吸力三轴试验。比较文献[11]和[16]使用
土样和本文土样的物理指标， 参考两文献中吸力和含
水率关系不受干密度影响的吸力范围，本文对吸力

1.2～367 MPa的试样采用不排水三轴试验。 
三轴试验中固结稳定的标准为体变和排水的变化

率均小于 0.01 cm3/2h，剪切速率约为 0.0027 mm/min，
剪切至轴向应变为 15%约需 3 d。 

表 2 三轴剪切试验方案 

Table 2 Triaxial shear test scheme 
净围压/kPa 吸力/MPa 

100 0，0.1，0.25，0.4，1.2，3.29，38，367 
200 0，0.1，0.25，0.4，1.2，3.29，38，367 
400 0，0.1，0.25，0.4，1.2，3.29，38，367 

1.3  土水特征曲线 

使用压力板仪和饱和盐溶液蒸汽平衡法，对经过

饱和的原状黄土试样施加吸力，可测得其广吸力范围

内脱湿时的土水特征曲线，如图 2所示。由图 2可知，
在 w–log s 平面上土水特征曲线主要由两段直线组
成，而吸力大于约 350 kPa段的直线斜率明显小于吸
力小于约 350 kPa段的直线斜率。 

 

图 2 广吸力范围内原状黄土的土水特征曲线 

Fig. 2 Soil-water characteristic curve of intact loess over a wide  

suction range  

2  三轴试验结果与分析 
2.1  吸力和净围压对应力应变关系的影响 

图 3表示了原状试样在不同吸力和净围压下三轴
剪切试验过程中的偏应力–应变关系。图 3 中，q = 

1 3σ σ− 为偏应力， 3σ 为净围压， 1ε 为试样轴向应变，

vε 为试样的体变。对于应变硬化型和应变软化型曲线
分别以轴向应变 1ε = 15% 和峰值点对应的偏应力为

破坏偏应力 qf，由此得到图 4所示的不同净围压下破
坏偏应力 qf随吸力变化的试验结果。 

 

图 3 广吸力范围内原状黄土 q–ε1曲线 

Fig. 3 q-ε1 curves of intact loess over a wide suction range 

从图 3中可以看出，同一净围压下，不同吸力原
状黄土应力–应变曲线有硬化型或软化型。试样在低

吸力下的应力–应变曲线呈现硬化型，当吸力增加到

某一值（本文称为临界吸力）时，其应力–应变曲线

呈现软化型。临界吸力随着净围压的增大而增大。同

一吸力下，应力–应变曲线是否软化与净围压有关，

如图 3所示。吸力为 1.2 MPa和 3.29 MPa的试样，低
围压（100 kPa）下，其应力–应变曲线为软化型；中
围压（200 kPa）下，其应力–应变曲线类似理想弹塑
型（s=1.2 MPa）或者弱软化型（s=3.29 MPa）；高围
压（400 kPa）下，其应力–应变曲线为硬化型。 
从以上分析可知，造成这种结果的原因是原状土

的结构性。当吸力较低（即含水率较高）和围压较大

时，土的结构（胶结）被破坏，其应力–应变曲线呈
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现硬化型。 
由图 4可知，同一吸力下，围压越大，其破坏偏

应力越大；同一围压下，试样破坏时的偏应力随着吸

力的增大而增大。这一变化趋势与文献[11]的结果不
一样，粉质黏土的强度先随吸力的增大而增大，到某

一吸力后，其强度随吸力增大而略微减小，然后几乎

不随吸力的增加而变化。原状黄土的强度随着吸力的

增大而一直增大，其原因可能是原状黄土中胶结物干

化所致，而上述粉质黏土没有胶结物的存在。 

  

图 4 广吸力范围内原状黄土强度随吸力的变化 

Fig. 4 Change in strength of intact loess with suction over a wide  

suction range  

2.2  吸力和净围压对剪切过程中体变的影响 

在三轴剪切试验中原状黄土的体变与轴向应变关

系如图 5所示，其中正值体变代表剪缩，负值体变代
表剪胀。由图 5可知，随着吸力的增大，试样的体变
值减小。不同吸力下试样呈现出剪缩或剪胀现象。低

吸力下，试样呈现剪缩现象，且吸力越小，剪缩性越

强，随着吸力的增大，试样逐渐呈现剪胀现象。 
对于同一吸力试样，围压越大，其剪缩性越强。

不同的围压可使其呈现出剪缩或者剪胀现象，如吸力

3.29 MPa的试样，其在低围压（100 kPa）下，试样表
现为剪胀；中围压（200 kPa）下，表现为弱剪缩；高
围压（400 kPa）下，则为剪缩。由图 3和图 5可知，
应力–应变关系出现应变软化的试样均出现剪胀现

象，且软化性越强，剪胀越明显。 

 

图 5 广吸力范围内原状黄土 εv–ε1曲线 

Fig. 5 εv-ε1 curves of intact loess over a wide suction range 
2.3  应变软化和剪胀与滑动面之间的关系 

图 6是吸力分别为 1.2，3.29，38 MPa和净围压
为 200 kPa的条件下三轴剪切试验后原状黄土试样的
形状。 

图 6 三轴剪切后的原状黄土试样（σ3=200 kPa） 

Fig. 6 Specimens of intact loess after triaxial tests (σ3=200 kPa) 
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如图 3（b）所示，随着吸力的增大，3种吸力（1.2，
3.29，38 MPa）下试样的应力–应变曲线分别表现为
应变硬化型（1.2 MPa）、弱软化型（即曲线没有出现
尖锐的峰值，3.29 MPa）、软化型（38 MPa）。从图 6
可知，三轴试验后，吸力 1.2 MPa试样呈鼓型，没有
出现滑动面；吸力 3.29 MPa试样出现了滑动面，但并
没有发育成型；吸力 38 MPa 试样出现了发育成型的
滑动面。结合图 3（b）和图 6可知，3种不同应力–
应变曲线形式对应 3种不同的破坏形态。因此试样的
应变软化现象的出现与其滑动面的发育相关。高游等[15]

在对粉质黏土的试验研究中也有类似的结果。 
从图 5（b）中可以看出，3种吸力下试样的体变–

应变曲线分别呈现为剪缩型、弱剪缩型和剪胀型，对

应图 6中的无滑动面、发育未成型滑动面和发育成型
的滑动面。因此试样的剪胀现象也与其滑动面的发育

有关。 
2.4  吸力对原状黄土抗剪强度参数的影响 

三轴剪切试验中，净平均应力 p = q/3+ 3σ ，不同
吸力和净围压下试样破坏时的应力状态为（pf ，qf），

本文所有三轴试验得到的 qf和 pf值如表 3所示，图 7
绘制 qf - pf关系曲线。 

表 3 原状黄土的强度参数 

Table 3 Strength parameters of intact loess 
s/MPa σ3/kPa qf/kPa pf/kPa ξ/kPa M c/kPa φ/(°) 

100 169.43 156.48 
200 295.13 298.38 0 
400 578.90 592.97 

18.84 0.942 8.91 24.02 

100 291.18 197.06 
200 413.16 337.72 0.1 
400 647.97 615.99 

124.5 0.851 58.75 21.87 

100 352.07 217.36 
200 562.38 387.46 0.25 
400 795.66 665.22 

156.9 0.976 74.36 24.81 

100 385.26 228.42 
200 584.69 394.90 0.4 
400 874.21 691.40 

156.0 1.05 74.18 26.46 

100 594.18 298.06 
200 720.09 440.03 1.2 
400 1058.84 752.95 

278.4 1.03 132.3 26.11 

100 781.29 360.43 
200 948.85 516.28 3.29 
400 1266.9 822.29 

404.5 1.05 192.4 26.53 

100 1262.2 520.72 
200 1649.5 749.84 38 
400 1951.3 1050.4 

626.2 1.29 303.9 31.97 

100 1611.8 637.25 
200 2001.4 867.12 367 
400 2499.6 1233.2 

688.9 1.48 343.2 36.37 

吸力相同的一组试验点落在一条直线上，可用下

式表达： 
          qf =ξ +M pf   ，             (1) 

式中，ξ 和 M分别是直线的截距和斜率。内摩擦角 φ
和黏聚力 c与ξ 和 M的关系如下： 

           sinϕ = 3M / (6+M)  ，         (2) 

          c =ξ (3 -sinϕ )/(6 cosϕ )   。   (3) 
有关黄土的抗剪强度参数随吸力（或含水率）变

化的研究有许多，研究发现黏聚力随吸力的变化显著，

而对于内摩擦角随着吸力的变化规律有不同的试验结

果，而且都是在低吸力条件下进行的试验研究。陈正

汉 [6]在对重塑非饱和黄土强度特性的试验研究中发

现，在试验的吸力范围内（0～300 kPa），ϕ变化不大
且与饱和土的内摩擦角接近。张登飞等[7]在对原状非

饱和黄土的研究中发现随吸力（0～200 kPa）的增大，
内摩擦角 φ减小。 

图 7 p-q平面内原状黄土的强度包线  

Fig. 7 Strength envelopes of intact loess in p-q plane  

图 8 广吸力范围内原状黄土黏聚力随吸力的变化 

Fig. 8 Change in cohesion with suction over a wide suction range 

图 9 广吸力范围内原状黄土内摩擦角随吸力的变化 

Fig. 9 Change in internal friction angle with suction over a wide  

suction range 

本文研究了广吸力范围内原状黄土的抗剪强度参

数随吸力变化的规律，如图 8和图 9所示。由图 8，9
可知，黏聚力随着吸力的增大而增大，且在较高吸力
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范围内变化显著。在低吸力范围内内摩擦角随吸力变

化不明显，略微增大；在高吸力范围内显著增大。黏

聚力和内摩擦角在高吸力范围内随吸力的变化均比较

显著，这是由于在高吸力的作用下，原状黄土的结构

性明显增强，从而使其强度参数明显增加。 

3  结    论 
本文在广吸力范围内对非饱和原状黄土进行了一

系列控制吸力的常净围压三轴剪切试验，研究了广吸

力范围内原状黄土的力学特性，得如下结论： 

（1）在广吸力范围内原状黄土的应力–应变关系
有硬化型和软化型，随着吸力的增加，应力–应变关

系逐渐从硬化型变成软化型。原状黄土的破坏强度随

着吸力的增大而增大。 
（2）低吸力下，试样呈现剪缩现象，且净围压越大
剪缩性越强；高吸力下，试样呈现剪胀现象，且净围

压越低，剪胀性越强。原状黄土的剪胀性受吸力和净

围压的共同影响。 
（3）在三轴剪切过程中试样出现的应变软化现象
和剪胀现象与试样滑动面的发育程度相关。随着滑动

面的出现或者发育成型，试样逐渐表现出软化和剪胀

现象。 
（4）原状黄土的黏聚力 c随着吸力的增大而增大，
内摩擦角 φ在低吸力范围内随吸力变化不明显，高吸
力范围内显著增大，说明在高吸力的作用下，原状黄

土的胶结明显增强。 
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2020年第五届土木工程国际会议（ICCIVIL2020）通知 

2020年第五届土木工程国际会议为广大从事土木工程相

关领域的研究学者、专家提供交流平台。会议组委会诚邀全球

相关领域的学者、专家参加此次国际会议，就相关主题的热点

问题进行探讨、交流，共同促进全球土木工程的发展。 

2020年第五届土木工程国际会议将于2020年11月28—30

日在中国西安召开。西安，古称长安，陕西省省会。西安是举

世闻名的世界四大文明古都之一，居中国古都之首，是中国历

史上建都时间最长、建都朝代最多、影响力最大的都城。作为

华夏文明的发源地，西安的历史悠久，文化的积淀非常厚重，

它是著名的丝绸之路的起点。西汉时期，汉武帝派遣张骞出使

西域，正式开辟了以长安为起点，联结欧亚大陆的通道“丝绸

之路”。“西安文物甲天下”，深厚的历史文化积淀和浩瀚的

文物古迹遗存使西安享有“天然历史博物馆”的美称。有诸如

秦始皇兵马俑、大雁塔、西安古城墙、华清池等著名旅游景点。 

2020年第五届土木工程国际会议诚邀全球相关领域的学

者、专家参会并投稿。本次会议接受中文及英文原创性文章。

本次会议接受摘要或全文投稿。所有录用论文的在线出版时间

为收到最终稿后15～20天。 

会议日期：2020年11月28—30日；录用通知：投稿后20～

40天；论文出版：收到最终稿后15～20天；会议网址：

http://www.iccivil.org/2020/cn/home。

（摘自《地基处理》） 

http://www.iccivil.org/2020/cn/home
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三轴排水剪切下钙质砂的颗粒破碎特性 
张季如，华  晨，罗明星，张弼文 

（武汉理工大学土木工程与建筑学院，湖北 武汉 430070） 

摘  要：颗粒破碎是影响粒状土的变形和强度机理的重要因素。为了研究钙质砂在剪切过程中的颗粒破碎特性及其对
变形和强度性质的影响，对 3 种不同初始分布的钙质砂进行了不同围压下的三轴排水剪切试验。结果显示：初始分形
的粒径分布在三轴剪切过程中始终保持着较为严格的分形特性，该现象与各粒组中的破碎颗粒主要向相邻的下一级粒

组中迁移的机制有关。钙质砂的应力–应变特性与围压大小和初始粒径分布有关，围压越低，初始粒径分布越不均匀，

钙质砂的剪胀效应越显著。随着围压的增大，钙质砂的剪胀倾向减少，并逐渐过渡到剪缩状态。钙质砂的破碎率随剪

切过程中的应力和应变的增长而增大，其峰值内摩擦角随着破碎率的增大而降低，最后趋于定值。用非线性的指数函

数来描述峰值内摩擦角与破碎率的相关关系，揭示了颗粒破碎对钙质砂抗剪强度的影响规律。 
关键词：钙质砂；三轴排水剪试验；颗粒破碎；粒径分布；抗剪强度 
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作者简介：张季如 (1964—  )，男，教授，博士生导师，主要从事岩土工程方面的教学和科研工作。E-mail: 
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Behavior of particle breakage in calcareous sand during drained triaxial shearing 

ZHANG Ji-ru, HUA Chen, LUO Ming-xing, ZHANG Bi-wen  
(School of Civil Engineering and Architecture, Wuhan University of Technology, Wuhan 430070, China)  

Abstract: Particle breakage is an important factor affecting the deformation and strength mechanism of granular soil. In order 

to study the particle breakage characteristics of calcareous sand during shearing and their influences on the deformation and 

shear strength, several drained triaxial shear tests are performed on three kinds of calcareous sand with different initial 

particle-size distributions under varied confining pressures. The results show that the initial fractal particle-size distribution 

maintains a relatively strict fractal characteristic in the triaxial shear process. This phenomenon can be well explained by the 

behavior that the broken particles in each particle fraction are mainly added to the adjacent next-level particle fraction. The 

stress-strain characteristics of calcareous sand are related to confining pressure and distribution of initial particle size. The lower 

the confining pressure, the more uneven the distribution of initial particle size, the more significant the dilatancy effect of 

calcareous sand. As the confining pressure increases, the dilatancy tendency of calcareous sand decreases and gradually transits 

to the shrinkage state. The breakage index of calcareous sand increases with the increase of stress and strain in the shearing 

process. The peak angle of internal friction decreases with the increase of breakage index, and finally tends toward a fixed value. 

A non-linear exponential function is used to describe the correlation between the peak angle of internal friction and the 

breakage index, and it represents the effect of particle crushing on the shear strength of calcareous sand. 

Key words: calcareous sand; drained triaxial shear test; particle breakage; particle-size distribution; shear strength 

0  引    言 
钙质砂是一种CaCO3含量大于50%且海洋生物成

因的特殊土类，具有形状不规则、内部孔隙较多、颗

粒强度低等特点[1]，在常应力状态下就能产生颗粒破

碎，从而导致钙质砂的粒径分布发生变化，致使其力

学性质发生改变。颗粒破碎与力学性质的关系，在土

力学中已经成为一个新课题[2]。因此，有必要深入研

究应力条件下钙质砂的颗粒破碎特性，以及对力学性

质的影响机制。 
为了研究钙质砂的颗粒破碎对力学性质的影响，

国内外一些学者采用侧限压缩试验[3-6]、环剪试验[7-10]、

循环单剪试验[11]等来研究钙质砂的颗粒破碎特性。究

其原因，在于上述几种试验方法中，侧限压缩试验容

易对钙质砂产生高的压缩应力，而环剪试验、循环单
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剪试验可对钙质砂产生高的剪切应变。这些试验通过

产生的高应力或高应变，旨在能最大限度地促进钙质

砂的颗粒破碎，以便从中能探索到颗粒破碎的演化特

性和对力学性质的影响规律。然而，在侧限压缩试验

中，土样的应力状态往往与实际情况不太相符，试样

无法产生剪切破坏；而环剪试验、循环单剪试验中的

土样，虽然能产生剪应力，但是存在着试样剪切面固

定和人为确定的缺陷。 
近年来，许多学者利用常规的动、静三轴试验[12-17]

来研究颗粒破碎对钙质砂力学性质的影响。然而，受

应力水平较低的限制，常规三轴试验所能促成的颗粒

破碎程度往往比较有限。仅有少数学者采用高围压的

三轴试验来研究钙质砂的颗粒破碎特性[18]，但研究的

广度和深度还十分有限，需要进一步认识钙质砂在高

围压下的三轴剪切破碎特性。此外，近期有研究成果

显示[19-20]，钙质砂在各粒组中的含量对其力学特性有

重要影响，因此有必要深入认识钙质砂在剪切过程中

粒径分布的变化规律，尤其是粒组含量的变化规律。 
本文利用高压三轴试验系统，对不同初始分布的

钙质砂进行高围压下的三轴固结排水剪切试验，旨在

研究钙质砂在剪切过程中的颗粒粒径分布、粒组颗粒

含量、颗粒破碎率等的演化规律，通过调查钙质砂的

应力和应变特征，探索颗粒破碎率与应力–应变的关

系，研究颗粒破碎对钙质砂抗剪强度的影响机制。 

1  材料与方法 
1.1  试验土样 

供试土料取自中国南海岛礁，利用相对密度仪测

得其相对密度为 2.75，利用 X射线荧光光谱仪测得其
等效 CaCO3含量为 96.39%。钙质砂经清洗、风干后
备用。为研究初始粒径分布对钙质砂颗粒破碎的影响，

并考虑到在相同应力水平下，均匀分布的钙质砂比非

均匀分布时的颗粒破碎量更高，采用筛析法制备了编

号为 SCS和 DCS的两种土样。其中均匀分布的 SCS
样，由粒径范围 2～1 mm的单个粒组土粒构成；非均
匀分布的 DCS样，由粒径范围 2～1 mm和 1～0.5 mm
的两个粒组的土粒构成，质量百分比各占 50%。 
在自然界中，具有统计意义上的自相似对称特征

的土壤，具有一定的分形特性[21]。天然土体的粒径分

布具有分形特征，已是普遍存在的自然规律。土体粒

径分布的分形关系，可采用土粒累计质量与粒径的关

系来定义[22]，即 
3

t max

( )
D

i iM d d d
M d

−
 <

=  
 

  。       (1) 

式中  d为土粒粒径；di为第 i级筛孔径（i = 1, 2, …, 

n）；dmax为土粒最大粒径；M（d<di）为粒径小于 di

的土粒累积质量；Mt为土粒总质量；D为分形维数。 
为了让制备的土样与天然土体可资比较，并考虑

自相似粒径分布数据的分形维数值约为 2.2[23]。在粒

径 d≤2 mm的范围内，设定 D=2.15并按照式（1）计
算各粒组含量，利用筛析法制备编号为 FCS的土样，
使其初始粒径分布具有分形特性，以表征天然土体的

自然级配状况。3 种土样的初始粒径分布曲线如图 1
所示，在线性和对数的二种纵坐标轴上分别表示。 

 

图 1 初始粒径分布曲线 

Fig. 1 Initial particle-size distribution curves 

式（1）等号左侧表示粒径小于 di 的土粒质量百

分比，等号右侧表示粒径 di，分别与粒径分布曲线图

中的纵、横坐标轴相对应。因此利用粒径分布曲线图，

就可以初步考察粒径分布的分形特性。从图 1可以发
现，土样 FCS的粒径分布曲线，在纵坐标为对数的双
对数坐标轴上，是一条直线（虚线所示）。由式（1）
可知，若直线斜率为 k，则分形维数 D=3-k。图 1还
显示，由初始单一粒组（SCS）和双粒组（DCS）构
成的土样，粒径分布曲线在双对数坐标轴上显示是非

线性的，因而不具有分形特性。 
1.2  试验装置 

试验采用英国 GDS 公司生产的高压三轴试验系
统（HTPAS），为应变控制式。试样直径 50 mm，高
100 mm。轴向加载由伺服电机控制，最大轴向力 100 
kN，最大轴向位移 50 mm，加载速率在 0.0001～10 
mm/min 之间任意可调。三轴压力室由金属制成，可
耐压 20 MPa。围压的加压介质采用非导电的变压器
油，试样用特殊材料制成的薄膜包裹，与变压器油隔

开。围压和反压均由电机控制的压力体积控制器施加，

围压变化范围 0～16 MPa，反压变化范围 0～4 MPa。 
试验由计算机全过程自动控制。首先从菜单中选

择试验类型，输入围压，剪切速率等试验参数和试验

终止条件。试验开始后，计算机直接控制围压、反压

和剪切速率等，并自动记录上述参数及轴向位移、轴

向荷载、孔隙水压力、体积变化等参数。 



第 9期                     张季如，等. 三轴排水剪切下钙质砂的颗粒破碎特性 

 

1595 

1.3  试验方案 

为方便比较，3 种试样均按照初始相对密实度
Dr=0.5的中密状态制备。采用砂雨技术分层装样，即
利用砂漏斗保持相等的落距向下灌砂。试样的物理参

数见表 1，可见因初始粒径分布不同，各试样的最大
和最小孔隙比差异较大。由于钙质砂质脆、易碎，形

状不规则，分层装样不易控制，使得制成试样的相对

密实度与预设值略有偏差，但均为中密状态。 
表 1 试样的物理参数 

Table 1 Physical parameters of samples 

试样 
编号 

初始 
干密度 

ρd0/(g·cm-3) 

初始 
孔隙比 

e0 

最大 
孔隙比

emax 

最小 
孔隙比 

emin 

相对 
密实度 

Dr 

SCS 1.24 1.21 1.41 0.94 0.43 

DCS 1.35 1.03 1.28 0.79 0.51 

FCS 1.45 0.90 1.20 0.62 0.52 

试样在三轴仪中利用反压饱和，在 0.4，0.8，1.6，
3.2 MPa的 4种围压作用下，对试样进行固结排水剪
切试验。控制轴向应变 20%作为试验终止标准，目的
是尽可能地增大钙质砂的颗粒破碎率。为了研究 4种
围压下的钙质砂在三轴排水剪切过程中的颗粒破碎演

化规律，对土样 FCS 还增设 5%，10%，15%的 3 种
轴向应变，作为钙质砂在剪切过程中的中间阶段，当

到达预设的轴向应变时终止试验，3 种土样共进行了
24组试验。试验完毕后，取出试样作粒度分析，按照
土工试验方法标准，细筛孔径依次为 2，1，0.5，0.25，
0.075 mm，筛析法获得试样的粒径分布数据，绘得粒
径分布曲线。 
本文采用 Hardin[24]建议的相对破碎率 Br 来量化

钙质砂的颗粒破碎程度，即在粒径分布曲线图上，将

粒径分布曲线与 0.075 mm 粒径截断线所围成的面积
定义为破碎势，将试验前和试验后的破碎势之差定义

为破碎量，则相对破碎率为破碎量与试验前的破碎势

的比值。 

2  结果与分析 
2.1  粒径分布的演化 

图 2为不同围压下各试样的粒径分布曲线，在半
对数和双对数的坐标轴上分别表示。图 2显示，初始
均匀分布的土样 SCS 比初始非均匀分布的土样 DCS
和分形分布的土样 FCS，颗粒破碎程度更高，而且随
着围压的增加，这种差别愈加显著。 

Turcotte[25]认为，任何初始分布的土粒都将随着颗

粒破碎的增加而趋向一种自相似的分形分布，该论断

已得到实验验证。考察粒径分布曲线在双对数坐标轴

上的形状，从图 2（a），（b）可知，在 3σ =3.2 MPa的
高围压下，土样 SCS 和 DCS 的粒径分布曲线仍是非
线性的，二者均不具有分形特性。原因在于不同初始

分布的土粒趋向于分形分布，是一个渐进性的变化过

程[23]，而土样 SCS和 DCS当前的颗粒破碎程度，尚
不足以促成向分形分布转变。而图 2（c）显示，初始
分形分布的土样 FCS在任何围压下的颗粒破碎，粒径
分布曲线与初始分布一样，均具有分形特征。 

图 2 粒径分布曲线 

Fig. 2 Particle-size distribution curves 

图 3为不同围压下土样 FCS在不同轴向应变时的
粒径分布曲线，可从中考察三轴剪切过程中初始分形

土体的粒径分布是如何演化的。图 3显示，无论围压
是大是小，随着轴向应变的发展，在双对数坐标轴上

的粒径分布曲线为一簇直线，分形特征非常明显。 
通过检验粒径分布数据自相似性的显著性程度，

可以进一步明确三轴剪切过程中分形粒径分布的演化

规律。式（1）表示的是一个严格的自相似分形分布，
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利用式（1）和粒径分布数据作线性回归分析，将获得
的分形维数 D和拟合相关系数 R2列于表 2，从中可以
发现，无论围压和轴向应变是多少，粒径分布数据自

相似性的显著性水平都非常高，R2 值的变化范围在

0.992～0.999 之间，说明初始分形的粒径分布曲线在
三轴剪切过程中始终保持着较为严格的分形特性。分

形维数随围压及轴向应变的增长而增大，也即分形维

数随着颗粒破碎的增长而增大。 

图 3 粒径分布曲线的演化 

Fig. 3 Evolution of particle-size distribution curves  

表 2 分形维数和拟合相关系数 

Table 2 Values of fractal dimension and correlation coefficient 
围压 

3σ /MPa 
轴向应变 
εa/% 分形维数 D 相关系数 R2 

0 0 2.150 1.000 
5 2.158 0.999 

10 2.168 0.999 
15 2.177 0.998 0.4 

20 2.185 0.997 
5 2.163 0.996 

10 2.171 0.997 
15 2.206 0.998 0.8 

20 2.223 0.998 
5 2.181 0.994 

10 2.217 0.992 
15 2.247 0.996 1.6 

20 2.275 0.998 
5 2.196 0.998 

10 2.257 0.993 
15 2.307 0.993 3.2 

20 2.347 0.992 
2.2  粒组含量的演化 

图4给出了3种土样在不同围压下各粒组的颗粒含
量。图 4（a），（b）显示，随着围压的增加，颗粒破碎
致使土样 SCS的颗粒，在粒径范围 2～1 mm的含量大
幅减少，在粒径范围 1～0.5 mm和 0.5～0.25 mm的含
量大增；土样DCS在粒径范围 2～1 mm和 1～0.5 mm
的颗粒含量减少，在粒径范围 0.5～0.25 mm的颗粒含
量增加。而在粒径小于 0.25 mm的各个粒组，两种土样
的颗粒含量极少，说明破碎后的颗粒主要向相邻的下一

级小粒径粒组中迁移，因而显示出依次逐级破碎现象。

土样 FCS 因初始分布就包含有各个粒组的土粒，依照
颗粒破碎的迁移机制，各粒组中的破碎颗粒依次向下一

级小粒径区间迁移，因此，除了粒径范围 2～1 mm粒
组外，其它各粒组的含量均有所增加，见图 4（c）。 
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图 4 不同粒组含量的演化 

Fig. 4 Evolution of different particle fraction contents 

为了进一步弄清不同粒组的颗粒破碎及迁移状

况，本文用各粒组破碎前与破碎后的颗粒含量之差，

与破碎前的颗粒含量之比值 Δ，来表征不同粒组颗粒
含量相对于初始含量的变化，即 

0

0 0

1
M M M

M M
∆

−
= = −   ，        (2) 

式中，M0为破碎前粒组的颗粒含量，M为破碎后粒组
的颗粒含量，除了遗留在该粒组的颗粒含量外，还包

括其它粒组颗粒破碎补充进来的颗粒含量。因此，式

（2）描述的是破碎后各粒组的相对含量而非绝对含量
的变化。 
由式（2）可知，当 M=0时，Δ=1，表示本粒组

颗粒完全破碎，存留下来的颗粒消失殆尽，且没有其

它粒组给予补充；当M<M0时，0<Δ<1，表示本粒组
颗粒破碎量高于其它粒组的补充；当M=M0时，Δ=0，
表示本粒组的颗粒破碎与其它粒组的补充相抵，相对

含量不变；当M>M0时，Δ为负值，表示其它粒组补
充进来的颗粒含量，大于本粒组因破碎而减少的颗粒

含量。实际上，纪文栋等[26]曾利用破碎后与破碎前各

粒组含量之差与破碎前粒组含量的比值，来表示不同

粒组的相对含量变化，显然，这个比值与 Δ的概念基
本一致，但互为相反数。 
图 5为土样 FCS在剪切过程中各粒组相对含量的

变化。可以发现，在不同围压下的三轴剪切过程中，

不同粒组颗粒含量的变化有如下几个特点： 
（1）粒径范围在 2～1 mm的粒组，其 Δ值始终

是一个小于 1的正数。因不可能有来自于其它粒组破
碎颗粒的补充，该粒组含量的减少全部归咎于本粒组

的颗粒破碎。显然仍有大部分的初始大颗粒被保留，

并未因全部剪破而荡然无存。 
（2）粒径范围在 0.1～0.25 mm的粒组，在低围

压（ 3σ =0.4 MPa）及剪切初始阶段（εa=5%），Δ是一
个小于 1的正数，表明本粒组的颗粒破碎要大于其它
粒组颗粒的补充。但随着围压的增加及剪切进程的发

展，Δ 值由正转负，表明其它粒组补充进来的颗粒含

量，大于本粒组因破碎减少的颗粒含量。 
（3）粒径小于 1 mm的其它各个粒组，Δ基本上

呈现为负值，说明从相邻粒组破碎补充进来的颗粒含

量，要大于本粒组破碎而减少的颗粒含量，这种差距

随围压的增加及剪切进程的发展而逐渐扩大。 

 

图 5 土样 FCS的粒组相对含量的演化 

Fig. 5 Evolution of relative fraction content of particles of FCS  

..samples 

图 5还显示，随着轴向应变的增加，总体上，各
粒组 Δ值的增减比例渐趋稳定，表明不同粒组的颗粒
含量相对于初始含量的变化，趋于一个稳定的比例。
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这意味着破碎颗粒优先向相邻的下一级粒组迁移的机

制，使得初始分形的粒径分布在颗粒破碎过程中，自

相似分形特性能得以保持。 
2.3  应力–应变–体应变特征 

图 6～8 给出了 3 种试样在 4 种围压下的三轴排
水剪切试验结果。图 6为偏应力 q= 1 3σ σ− 与轴向应变

εa 的关系曲线，从中可以发现，3 种试样在低围压
（ 3σ =0.4～0.8 MPa）下的应力–应变曲线表现为应变
软化，随着轴向应变的增大，偏应力增至峰值后逐渐

降低；围压增至 1.6 MPa时的应力–应变曲线则表现
为应变硬化，随着轴向应变的增加，不出现峰值剪应

力，大应变下的偏应力趋于不变；在 3σ =3.2 MPa的高
围压下，即使到达试验终止时的轴向应变，偏应力仍

未趋于稳定。 

 

图 6 偏应力与轴向应变的关系 

Fig. 6 Relationship between deviator stress and axial strain 

图 7为体应变 εv与轴向应变的关系曲线，可以发

现，3 种试样在低围压下均表现出剪胀特性，随着轴
向应变的增加，体应变先缩小后膨胀。初始均匀分布

的土样 SCS，剪胀现象不显著。而初始非均匀分布的
土样 DCS和 FCS，剪胀现象十分明显，剪胀变化幅度
大，轴向应变增加到一定量时，体应变甚至转为负值。

随着围压的增大，各试样的剪胀倾向减少，由剪胀过

渡到剪缩状态，在高围压下各试样的体应变均表现为

剪缩，需要相当大的轴向应变，才会趋于不胀不缩。 

 

图 7 体应变与轴向应变的关系 

Fig. 7 Relationship between volumetric strain and axial strain 

图 8 为主应力比 1σ / 3σ 与轴向应变的关系曲线，
可看出低围压下各试样的应变软化和剪胀程度。图 8
显示，在低围压下，随着轴向应变的增加，主应力比

持续增加，达到峰值后又不断减小，降低幅度与体应

变曲线中的剪胀变化趋势相一致。在同样围压下，试

样的初始粒径分布愈不均匀，应变软化和剪胀效应愈

明显。高围压下，随着轴向应变的增加，主应力比不

出现峰值，各试验最后的主应力比趋于大致的定值。 

图 8主应力比与轴向应变的关系 

Fig. 8 Relationship between principal stress ratio and axial strain 

2.4  破碎率的演化 

图 9显示了土样 FCS在剪切过程中的分形维数与
破碎率的关系。可以发现，分形维数与破碎率之间存

在较为显著的线性回归关系，与围压大小无关。这一

规律与石英砂在侧限压缩下颗粒破碎的分形维数与破

碎率的关系相一致[27]，说明分形维数的大小反映的是

颗粒的破碎程度，与土粒性质、破碎方式等因素无关。 

 

图 9 破碎率对分形维数的影响 

Fig. 9 Influences of breakage index on fractal dimension 

图 10为土样 FCS在不同围压下的轴向应变对破
碎率的影响，从中可知，随着轴向应变的增加，破碎

率持续增大。各个围压下的破碎率与轴向应变近似呈

线性增加的关系。相同轴向应变下，围压越大，破碎

率越大。 
图 11 为土样 FCS 在不同围压下的体应变对破碎

率的影响，从中发现，在较低围压下（ 3σ ≤0.8 MPa），
体应变开始有少量的剪缩，然后转为剪胀，试验终止

时的破碎率较小。随着围压增大，体应变增大，破碎

率也增大，颗粒破碎部分抵消了剪胀作用，剪胀效应
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消失。在高围压下（ 3σ =3.2 MPa），体应变表现为剪
缩作用，试验终止时的体应变和破碎率较大。 

图 10 轴向应变对破碎率的影响 

Fig. 10 Influences of axial strain on breakage index 

图 11 体应变对破碎率的影响 

Fig. 11 Influences of volumetric strain on breakage index 

图 12为 FCS样在不同围压下的偏应力对破碎率
的影响，从中看到在低围压下，应变软化作用使偏应

力在峰值后略有降低，破碎率较小。不同围压下，当

偏应力增至趋于稳定，对应的偏应力定值和破碎率各

不相同。围压越大，偏应力定值越大，破碎率也越大。 

 

图 12 偏应力对破碎率的影响 

Fig. 12 Influences of deviator stress on breakage index 

图 13为 FCS样在不同围压下的主应力比对破碎
率的影响，从中可发现，无论是低围压下的应变软化

导致主应力比达到峰值后再降低的剪胀作用，还是高

围压下的应变硬化致使主应力比无峰值平缓变化的剪

缩作用，殊途同归，不同围压下的主应力比将趋于大

致的定值。围压越大，试验终止时的破碎率越大。 

图 13 主应力比对破碎率的影响 

Fig. 13 Influences of principal stress ratio on breakage index 

2.5  颗粒破碎对强度的影响 

根据应力–应变曲线的剪应力峰值确定的摩擦

角，可定义为峰值内摩擦角 pφ 。在大应变下，剪应力
保持常数，体积不再变化，此条件下的摩擦角可定义

为最终内摩擦角。如图 6，7所示，钙质砂在三轴排水
剪下的应力–应变曲线显示了应变软化和硬化二种不

同的性质，当轴向应变到达 20%时，低围压时的偏应
力和体应变基本趋于稳定，但高围压下的试样体积，

胀缩还未停止，因此无法直接测定最终内摩擦角。 
图 14为各试样的峰值主应力比（ 1σ / 3σ ）max与破

碎率的关系，从中可以发现，峰值主应力比随着破碎

率的增加而逐渐降低，当破碎率较小时，（ 1σ / 3σ ）max

降幅较快，当破碎率较大时，（ 1σ / 3σ ）max降幅变小。

按照莫尔–库仑强度理论，无黏性土在三轴排水剪中的
内摩擦角φ与主应力比 1σ / 3σ 的关系为 

1 3

1 3

/ 1
sin

/ 1
σ σ

φ
σ σ

−
=

+
  。           (3) 

图 14 峰值主应力比与破碎率的关系 

Fig. 14 Relationship between peak principal stress ratio and  

..breakage index 

由式（3）可知，主应力比的降低，意味着降低
了砂土的内摩擦角。根据三轴排水试验结果中的峰值

主应力比，可计算峰值内摩擦角为 
1 1 3 max

p
1 3 max

( / ) 1
sin

( / ) 1
σ σ

φ
σ σ

− −
=

+
  。      (4) 

图 15为峰值内摩擦角与破碎率的关系，从中可
发现，同峰值主应力比与破碎率的关系基本相似，峰
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值内摩擦角随着破碎率的增加而逐渐降低。对该现象

可用颗粒的咬合作用来解释：在低围压下的三轴排水

剪切，颗粒破碎量尚小，剪胀作用增大了颗粒的咬合

摩擦，需要做更多的功能来克服，因而就具有了较高

的峰值内摩擦角。随着围压的增大，偏应力增加，破

碎率也增大，颗粒破碎部分抵消剪胀作用，剪胀性逐

渐消失，咬合作用渐渐消除，仅剩下滑动摩擦，内摩

擦角接近于滑动摩擦角。因此，峰值内摩擦角不仅因

颗粒初始分布的不同而有所差异，而且还随围压而变。 

图 15 峰值内摩擦角与破碎率的关系 

Fig. 15 Relationship between peak angle of internal friction and  

..breakage index 

对各试样的峰值内摩擦角与破碎率的试验数据进

行拟合分析，发现采用指数函数来描述峰值内摩擦角

与破碎率之间的非线性关系，拟合程度的显著性水平

较高，见图 15。因此，峰值内摩擦角可表示为 
r

p 0 1e
ABφ φ φ −= +   ，           (5) 

式中， 0φ ， 1φ ，A均为试验常数，与钙质砂的性质和
初始粒径分布有关。 
式（5）显示，随着破碎率的增大，峰值内摩擦角

逐渐降低，一直降到趋近于 0φ 的常数。这一规律可从
Vesic 等[28]对砂土进行的高围压下排水三轴试验的结果

中得到解释。Vesic等发现，当围压增至更高时，无论
砂土的初始状态如何，颗粒破碎机理将起主导作用，

试样破坏时的体应变速率渐趋于零，从而变成了一个

理想的塑性体，其内摩擦角也趋于定值。由此可见，

式（5）较好地反映了粒状土的颗粒破碎对强度参数的
影响规律。其中， 0φ 有明确的物理意义，即为最终的
内摩擦角。可以预见，峰值内摩擦角随着破碎率的增

大而持续降低，最后与最终的内摩擦角趋于一致，从

而不随试验条件而变。 

3  结    论 
本文对 3种不同初始分布的钙质砂进行了 4种围

压下的三轴排水剪切试验，研究剪切过程中钙质砂的

颗粒破碎特性及对应力应变和抗剪强度的影响，主要

结论如下： 

（1）初始分形的粒径分布曲线在三轴排水剪切
过程中，始终保持着较为严格的分形特性。分形维数

随围压及应变的增长而增大，与破碎率之间存在着较

为显著的线性回归关系。 
（2）钙质砂的颗粒破碎机制为，各粒组破碎后的

颗粒主要向相邻的下一级小粒径粒组迁移，使得初始

分形的粒径分布，在颗粒破碎过程中的分形特性能得

以保持。 
（3）钙质砂的应力应变特性与围压大小和初始分

布有关，围压越低，初始分布越不均匀，剪胀效应越

显著。随着围压的增大，剪胀倾向减少，逐渐过渡到

剪缩状态。 
（4）钙质砂的破碎率随剪切过程中的应变和剪应

力的增长而增大。当偏应力和主应力比增至稳定不变

时，围压越大，破碎率越大。 
（5）钙质砂的峰值内摩擦角随着破碎率的增大而

降低，最终趋于定值。用非线性的指数函数来描述二

者之间的关系，揭示了颗粒破碎对钙质砂抗剪强度的

影响规律。 
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在广泛征求意见的基础上，岩土工程西湖论坛（2020）的

主题定为：岩土工程地下水控制理论、技术及工程实践，并拟

定于2020年10月24—25日（23日报到）在杭州花家山庄召开。

建筑工程中基坑、地下工程中隧道和边坡工程中滑坡等工程事

故，大部分都涉及到地下水，本次会议拟开展岩土工程地下水

控制的新技术、新方法、新设备、新工艺等进行交流，旨在促

进我国岩土工程技术水平不断提升，更好地为工程建设服务。

会前将围绕该主题组织有关专家学者编写专著岩土工程西湖

论坛系列丛书第4册《岩土工程地下水控制理论、技术及工程

实践》，并在中国建工出版社出版。 

会议主题：岩土工程地下水控制理论、技术及工程实践。 

专题研讨会：岩土工程西湖论坛（2020）。 
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工程西湖论坛系列丛书第4册《岩土工程地下水控制理论、技
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软土地铁深基坑倒塌分析 

王立忠
1，2
，刘亚竞

1，2
，龙  凡
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*1，2
 

(1. 浙江大学建筑工程学院，浙江 杭州 310058，2. 浙江大学浙江省海洋岩土工程与材料重点实验室，浙江 杭州 310058； 

3. 武汉市政工程设计研究院有限责任公司，湖北 武汉 430023) 

摘  要：随着地下轨道交通的建设，沿海城市建筑密集区出现了大量狭长型软土深基坑，基坑开挖导致的灾变情况时
有发生，最为著名的如新加坡地铁环线 Nicoll highway（2004）基坑倒塌与杭州湘湖地铁基坑倒塌（2008），造成重大
人员伤亡。传统的极限平衡法设计方法将抗隆起安全度（FOS）与支护侧移分别独立考虑，且不能考虑基坑开挖宽度的
影响，而有限元强度折减法则存在计算稳定性判断准则、本构关系选择及参数确定等难题。笔者于 2014年修改了剑桥
大学 Bolton 课题组提出的强度发挥度设计法（MSD）中的余弦曲线，提出了基于偏态高斯曲线机动场的 MMSD 上限
分析法，成功用于软土宽基坑稳定的分析；随后于 2018年采用MMSD方法成功分析软土狭长型基坑支护土体的变形。
进一步采用MMSD方法对新加坡 Nicoll highway基坑和杭州湘湖基坑两个狭长型基坑倒塌案例进行分析，并与实测值、
极限平衡法（包括规范法、Hsieh等的方法、Su等的方法）和有限元法预测结果进行了比较。结果表明MMSD法基于
狭长深窄基坑相适应的机动场，采用实测土体应力应变关系且能考虑土体不排水强度各向异性，可以更准确地预测倒

塌发生机制。 
关键词：MMSD法；软土；窄基坑；倒塌；变形 
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Collapse of deep excavations for metro lines in soft clay 

WANG Li-zhong1, 2, LIU Ya-jing1, 2, LONG Fan3, HONG Yi1, 2 

(1. College of Civil Engineering and Architecture, Zhejiang University, Hangzhou 310058, China; 2. Key Laboratory of Offshore 

Geotechnics and Material of Zhejiang Province, Zhejiang University, Hangzhou 310058, China; 3. Wuhan Municipal Engineering Design 

and Research Institute Co., Ltd., Wuhan 430023, China) 

Abstract: In recent decades, numerous deep excavation projects for metro lines and transportation tunnels have been executed 
in soft clay in urban areas of coastal cities. Collapses of these deep excavations in soft clay are reported from time to time, 

including the infamous collapses of Nicoll highway excavation for metro circle line in Singapore (2004) and Xianghu 
excavation for a subway station in Hangzhou (2008). In routine practice, the stability or deformation of an excavation is 

calculated using the separated approaches, i.e., the limit equilibrium method and the finite element method (FEM), respectively. 
It is well recognized that the former usually does not consider the effect of excavation width, while the latter usually involves 

very sophisticated soil models and additional challenges posed by determination of model parameters. These limitations have 
led to the development of an upper bound method entitled mobilizable strength design (MSD) method by Prof. Bolton in 

Cambridge University, for predicting stability and deformation of excavations in soft clay in a unified yet simple manner. The 
authors (Wang & Long, 2014) have recently proposed an improved MSD method (i.e., MMSD method), where a more realistic 

plastic deformation mechanism is implemented for analyzing the stability of excavations in soft clay. The capability of MMSD 
for predicting deformation of excavations in soft clay is later verified against the field data of eight case histories (Wang et al., 

2018). This study aims to examine the capability of MMSD to predict the collapse of Nicoll highway excavation and Xianghu 
excavation. It is shown that the MMSD method offers more accurately the prediction for the occurrence of the collapses of the 

two case histories than the existing limit equilibrium methods (standard method, Hsieh et al's. method and Su et al's. method) 
and finite element methods, as it accounts for a more realistic 

deformation mechanism for narrow deep excavations and the 
strength anisotropy of soft clay.
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0  引    言 
深基坑工程常见于城市地铁车站和高层建筑等基

础设施的建设当中。随着目前城市规模急剧扩大，大

型地铁车站或城市公路隧道屡见不鲜，在各大城市中

出现了大量狭长型深基坑，且基坑支护失效的情况仍

时有发生。 
针对地铁基坑坑底隆起倒塌事故，大量国内外学

者利用极限平衡法[1-4]或有限元法[5-8]对Nicoll highway
基坑和湘湖基坑倒塌原因进行了分析，但往往将抗隆

起安全度（FOS）与支护侧移分别独立考虑。预测基
坑稳定性安全度 FOS的静力平衡法、圆弧滑动法等极
限平衡法假定的失效模式往往不能考虑基坑宽度的影

响[9]，并不适用于如地铁车站的狭长型软土深基坑，

在倒塌工况计算出的安全度 FOS值与临界值（理论值
为 1.0）差别较大。有限元强度折减法预测基坑稳定性
在国内外得到了广泛应用，但事实上该方法存在着计算

稳定性判断准则、本构关系选择与参数确定等难题[10]，

Nicoll highway 基坑倒塌的主要原因之一正是基坑设
计时误用有限元法导致的（基于有效应力分析、采用

理想弹塑性模型加莫尔库仑破坏准则，进而高估土体

强度 [4-5]）。在基坑倒塌事后分析的文献中，Nicoll 
highway 基坑和湘湖地铁基坑倒塌过程中的支护侧移
普遍利用有限元法进行分析，使用的土体本构模型包

括基于 Mohr–Coulomb 破坏准则的理想弹塑性模型[5]

和MIT E3模型等[6]。但有限元法在预测开挖各步的支

护侧移最大值上效果并不好，最大误差可达 25%以上。
另外，有限元法在模型建立和参数选取上较复杂，工

程上推广应用上有一定难度。 
曾国熙先生[11]通过案例验算表明基于固结不排

水强度的分析法在预测土坡稳定性、地基承载力和单

桩承载力等方面都具有很高的可靠性。中国的建筑地

基基础设计规范[12]强调了饱和黏性土基坑设计时应

采用在土的有效自重应力下预固结的不固结不排水三

轴试验确定强度指标，并宜采用薄壁取土器取样。这

里有两点应该指出，一是自重应力下的土体是 K0固结

状态，二是土体的固结不排水强度有应力路径依赖性；

针对以上两点问题，Wang 等[13]根据 S-clay 模型提出
了软土各向异性不排水公式，为软土基坑考虑不排水

土体强度各向异性的稳定分析奠定了参数取值基础。 
Osman 等提出的强度发挥设计法[14]（MSD 法）

是一种固结不排水强度分析法，并可考虑基坑不同区

域土体不排水强度的各向异性。它只需土体不排水强

度参数、实测土体单剪应力应变曲线和基坑几何参数

便可同时预测开挖各阶段的安全度和支护侧移。笔者

在 MSD 法中引入更符合实际的基坑变形曲线提出了
改进强度发挥法（MMSD）法[15-17]，并针对软土地区

狭长型深基坑（ 2 2( )B l h< − ，B 为开挖宽度，l 为
变形波长（影响机动场变形范围的参数），h为底层支
撑下的开挖深度，构造了相应的坑内变形机动场。

Wang等[16]曾利用MMSD法预测 3处典型宽基坑失稳
案例中安全度的演化，得到的基坑倒塌深度相比传统

极限平衡法更符合实际。Wang 等[17]利用此法对国内

上海、杭州地区 8处软土狭长型深基坑的支护侧移进
行了预测，预测结果相比MSD法也更接近实测值。 
本文首先介绍 MMSD 法基本理论及其在预测狭

长型基坑安全度和支护侧移方面的优势，然后总结了

前人对新加坡 Nicoll highway基坑和杭州湘湖地铁基
坑两典型狭长型基坑倒塌原因的分析，并指出分析方

法上的不足。最后利用MMSD法预测两个基坑安全度
与支护侧移，并与实测值

[18]
、极限平衡法（规范法

[12]
、

Hsieh等的方法[19]
、Su等的方法[20]

）和有限元法（Corral
等

[6]
、Chen等[8]

）预测结果进行比较。 

1  MMSD方法基本理论 
强度发挥设计法（MSD 法）是由 Osman等[14]

提

出的用以预测多内撑软土基坑变形和安全度的上限解

析法。它只需要典型土体单元的发挥强度（ β =  
u_mob /s us ， u_mobs 为土体强度发挥值， us 为土体不排
水强度）与剪应变（γ ）曲线、不排水强度值和基坑
尺寸参数便可同时计算基坑开挖各步的安全度和支护

侧移。它可以考虑特定的施工工况和土体非线性特征，

其主要原理是在假定的塑性机动场中利用功能守衡原

理得到土体平均强度发挥度，结合典型土单元的实测

应力应变关系，得到机动场内平均剪应变，再由机动

场平均剪应变计算出开挖各阶段的变形增量，累加后

即可得到总变形量。Lam 等[21]
、王浩然等

[22]
在 MSD

方法上考虑了支护弹性形变势能的作用，提出扩展的

MSD法。龙凡[15]
和Wang等[16]

在MSD法基础上引入
了更加符合实际的偏态高斯曲线机动场模式（式（1），
图 1），并考虑基坑宽度影响，提出了更符合狭长型深
基坑机动场特征的 MMSD 分析方法。图 2（b）和图
3是MMSD法中提出的基坑变形机动场和坑内被动区
位移场增量图

[15-17]
。 

2

h h-max 2

4 1 8exp
2

y y
l l

δ δ
 

∆ = ∆ − 
 

  ，  (1) 

式中， hδ∆ 为开挖各步基坑变形增量， h-maxδ∆ 为开挖

各步基坑变形增量最大值，y 为距基坑变形曲线原点
的距离，l为变形波长（影响机动场变形范围的参数）。 
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图 1 MMSD法和MSD法变形曲线与实测数据比较 

Fig. 1 Comparison of deformation profile between measured data  

and theoretical curves by MMSD and MSD 

MSD 法机动场变形曲线型式以最下层支撑以下
支护侧移增量拟合得到，但实际基坑机动场变形波长

一般大于最下层支撑以下支护的高度。尤其在软土地

区，支护底部无法嵌入良好土层时，变形曲线的型式

应由支护及其下方土体的侧移共同决定。图 1总结了
基坑离心机试验中测得的支护与土体侧移增量

[23]
和

上海地区软土地区基坑现场实测支护侧移增量
[24]
，并

与MMSD法[15-17]
、MSD法[14，21]

机动场变形曲线和规

范法中经验曲线
[12]
进行了比较。结果表明 MMSD 法

提出的偏态高斯曲线不论在峰值点位置还是整体形态

方面都较另两条曲线更符合实测值。图 2（a）是离心
机试验中多支撑狭长型软土基坑变形位移场及其边界

位移包络图，其地表沉降与支护侧移的峰值点位置

（0.24l）和整体形态与图 2（b）中 MMSD 法针对狭
长型基坑提出的机动场十分接近（0.22l）。而与图 2

（c）中MSD法峰值点位置（0.42l）差别较大。 
根据能量守衡原理，土体由于竖向位移产生的势

能损失与其所发挥的剪切应变耗散能相等，土体强度

发挥程度β 可由下式得到[14] 

sat v

u

d

d
v

v

v

s v

γ δ
β

γ

∆
=

δ
∫
∫

  ，             (2) 

式中， satγ , us ,v分别表示土体饱和重度、不排水抗剪
强度和变形区域的总体积。表 1[15]

与表 2[15]
分别为基

坑变形区域内各点的剪应变增量（ γδ ）与竖向位移

增量（ vδ∆ ）。根据β 值以及变形区域典型土体单元的
实测强度发挥曲线，可得到整个变形区域内土体的平

均发挥剪应变增量（ mobγδ ）。将 mobγδ 与表 1中的 γδ 代
入式（3）中，即可得到机动场变形增量曲线最大值

h-maxδ∆ ，进而由式（1）可知基坑整体变形 hδ∆ 。 

h-max
mob

( )d
( )

d
v

v

v

v

γ δ
γ β

δ ∆
δ = ∫

∫
  。     (3) 

表 1 MMSD法各变形区域工程剪应变增量[15] 

Table1 Engineering shear strain increments of a narrow excavation  

calculated by MMSD method[15] 
区域 MMSD法各变形区域工程剪应变增量( δγ ) 

ABDC 

2
2

h-m ax 2 2

4 16 1 81 exp
2

xx
l l l

γ δ
  δ = ∆ − −     

 

x=计算点与支护的距离 

CDE 

2
2

h-m ax 3 2

64 1 8exp
2

rr
l l

γ δ
 

δ = ∆ − 
 

 

r=计算点与圆心 D的距离 

FIEH 

2 2 2 2 7.5

h-max 3 2 2 2 2

4 16 π 1 8 π e π
1 exp cos

4 2 4
y l y l x

l l B l B B
γ δ

−        δ = ∆ − − − +                

x=计算点与支护的距离; y=计算点与最下层支撑与墙
交点 F的距离 

 

 

图 2 狭长型基坑土体位移场比较 

Fig. 2 Comparison of ground deformation mechanism for narrow excavations  
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图 3 MMSD法基坑被动区（IHEF）土体位移增量[15] 

Fig. 3 Displacement increments of soil assumed by MMSD  

   method in passive area of excavations (IHEF)[15] 

表 2 MMSD法各变形区域竖向位移增量[15] 

Table 2 Vertical displacement increments of a narrow excavation  

calculated by MMSD method[15] 

区域 MMSD法各变形区域竖向位移增量( vδ∆ ) 

ABDC 
2

v h- max 2

4 1 8exp
2

x x
l l

δ δ
 

∆ = ∆ − 
 

 

x=计算点与支护的距离 

CDE 
2

v h- max 2

4 cos 1 8exp
2

r w r
l l

δ δ
 

∆ = ∆ − 
 

 

r=计算点与圆心 D的距离 

IHEF 

2
7.5h-max

v 2

π 1 8 π
exp e sin

4 2
l y x

B l B
δ

δ −  ∆  ∆ = − − −       
 

x=计算点与支护的距离; y=计算点与最下层支
撑与墙交点 F的距离 

2  杭州湘湖地铁基坑倒塌与前人分析 
图 4是湘湖地铁基坑事故现场[15]，其倒塌段总长

107.8 m，宽 21.2 m，最大开挖深度 15.7～16.3 m。基
坑长轴方向西侧为风情大道，车流量大。基坑采用地

下连续墙与四道钢管内支撑支护，地下连续墙厚度 0.8 
m，嵌固深度 17.3 m，但仍悬于淤泥质粉质黏土之中。
图 5是基坑支护设计截面图。工程场地 0～-1.5 m为
填土层，-1.5～-7.1 m深度处为软—中等粉质黏土层
（2-2层）。2-2层以下是 12 m厚的非常软弱的淤泥质
黏土（4-2层），其下同样是 15.7 m厚非常软弱的淤泥
质黏土（6-1层）。6-1层以下至地下 49.9 m处为粉质黏
土[1，15]。通过事故前后的现场勘测数据可知，该基坑

场地主要土层具有高含水率、高孔隙比、高压缩性和

低抗剪强度的特点，如图 6 所示[8]。场地软黏土层渗

透系数均很低[1]，在基坑开挖与建设过程中可视为不

排水工况。 
湘湖地铁基坑倒塌的最主要原因是坑底超挖[1，8，15]。

设计规定基坑开挖至支撑设计标高以下 0.5 m时，必
须及时设置支撑，不得超挖。图 7 是实际开挖时 N2

段基坑工序图[15]，可看出在长约 26 m的施工段上未
设置最下一道支撑即挖至基坑底，导致该施工段范围

内第三道支撑轴力急剧增大，而第三道支撑的单根钢

管承载力却由于施工原因大幅降低，因此该施工段内

支撑体系首先失效。施工时未按设计要求对坑底被动

区土体进行搅拌桩加固也是湘湖基坑倒塌的诱因，如

图 8所示[15]。 

 

图 4 湘湖基坑倒塌现场[15] 

Fig. 4 Xianghu excavation after collapse[15] 

图 5湘湖基坑围护结构设计图[15] 

Fig. 5 Soil profile and retaining structures along a typical section  

of Xianghu excavation[15] 

表 3总结了张旷成等[1]，Chen等[8]分别通过极限

平衡法和有限元强度折减法计算的湘湖地铁基坑安全

度。虽然两者计算结果都表明在超挖情况下基坑会发

生倒塌（FOS<1.0），但极限平衡法所得 FOS远小于临
界值 1.0，过于保守，并且不同极限平衡分析法所对应
的破坏临界值均不相同且大于 1.0[1]，缺乏理论依据。

Chen 等[8]利用有限元强度折减法计算了超挖段与未

超挖段 FOS 值，分别为 0.94 与 0.97（均小于 1.0），
表明不超挖基坑也要倒塌，与实际有所出入。Chen 
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图 6 湘湖地铁基坑土体性质实测值[8]  

Fig. 6 Measured values of Xianghu subway excavation[8] 

 

图 7湘湖基坑开挖工序图[15] 

Fig. 7 Construction sequence of Xianghu excavation[15] 

 

图 8 被动区加固方案[15]  

Fig. 8 Regions for ground improvement in passive area[15] 

表 3 两典型基坑失效案例安全度预测 

Table 3 Predicted FOS of two classical case histories 

所用方法 Nicoll highway基坑 FOS 临界值 所用方法 湘湖基坑 FOS 临界值 

有限元法 1.12[5] 1.3 有限元法 0.94[8] 1.0 

极限平衡法 1.26[4] 1.0 极限平衡法 0.77[1] 1.6 

极限平衡法 2.16[4] 1.0 极限平衡法 0.65[1] 1.4 

等[8]利用有限元法计算了基坑超挖与未超挖段支护侧

移，结果超挖段支护侧移较非超挖段高约 140%，这
会使得内支撑承受远超预期的轴向压力。 

3  湘湖基坑安全度与支护侧移 MMSD
法分析 

3.1  计算参数选取 

图 6（d）和图 9分别为杭州湘湖基坑土体沿深度

的不排水强度值[8]和应力应变关系[17]。值得注意的是

图 6（d）中的不排水强度是由现场十字板剪切试验得
到，即 su_vc。根据 Bjerrum[26]，对于湘湖基坑中 Ip为

13～21的软土可得 suc=su_vc。MMSD 法与 MSD 法可
考虑土体强度各向异性的影响，需在土体不同剪切区

域（见图 2（b））用三轴压缩（suc）、拉伸（sue）或直

剪试验（sud）结果。suc即按图 6（d）中取值，sue按

suc值乘以土体各向异性系数得到，sud取压缩区与拉伸



1608                         岩  土  工  程  学  报                                    2020年 

 

区土体强度平均值[14]。其它考虑土体强度各向异性的极

限平衡法（即规范法[12]，Hsieh 等[19]的方法和 Su 等[20]

的方法）中，suc与 sue均按上述方法取值。 
表 4，5分别列出了MMSD法[15-17]、MSD法[14，21]、

规范法[12]、Hsieh等[19]的方法和 Su等[20]的方法使用的

基坑几何参数和土体性质参数[4-6，8，15]。杭州湘湖基坑

所处土层主要为含砂粉质黏土，其性质沿深度的差异

性较小，如图 6所示。因此为简化分析，土体力学性
质参数，如各向异性系数（sue/suc），土体浮重度（γ ′）
和有效内摩擦角（ϕ ′）等为主要土层参数的厚度加权
平均值。由于湘湖和 Nicoll highway基坑紧邻行车道，
因此考虑较大地面超载，取 20 kPa。 

图 9 杭州软土应力应变关系[17] 

Fig. 9 Stress-strain relationship of Hangzhou soft clay[17] 

表 4 各基坑计算几何参数 

Table 4 Geometrical properties of two classical case histories  

名称 支护厚

度/mm 
支护高

度/m 
开挖深

度/m 
基坑宽

度/m 
平面长

度/m 
Nicoll 

highway 800 42.5 33.3 20.0  85.5 

湘湖站 800 33.6 16.3 21.2 107.8 
表 5 各安全度计算方法参数 

Table 5 Parameters of various methods for predicting FOS 

名称 各向异性系

数 sue/suc 
土体浮重度

/(kN·m-3) 
有效内摩

擦角/(°) 
地面超载

/kPa 
Nicoll 

highway 0.8 6.7 24.1 20.0 

湘湖站 0.7 8.0 22.0 20.0 

3.2  预测结果 

图 10对比了MMSD法与传统极限平衡法预测的
基坑抗隆起安全度。随着基坑开挖深度不断增大，所

有方法预测的安全度均不断减小。但在倒塌深度时，

MMSD 法预测的安全度值最接近 1.0。这主要由于
MMSD 法具有与狭长型深基坑相适应的土体变形机
动场，并可以通过在土体拉伸区、压缩区和直剪区采

用不同的土体不排水强度来考虑土体强度各向异性的

影响。MSD法相较于MMSD法由于假设的变形曲线
与实际差异较大，因而计算结果不理想。其它极限平

衡法假定的破坏区未考虑基坑宽度的影响以及滑动区

内部土体变形造成的重力势能损失和土体强度发挥，

因而不能很好预测基坑开挖过程中的真实安全度。

Hsieh等[19]的方法，Su等[20]的方法相比规范法[12]由于

考虑了滑动面上土体强度的各向异性，其预测结果相

对较好。 

图 10 湘湖基坑抗隆起安全度不同方法预测结果比较 

Fig. 10 Comparison of predicted FOS against basal heave of 

Xianghu excavation between MMSD and other methods 

图 11为MMSD法预测的基坑在超挖和非超挖工
况下支护变形结果，并与 Chen等[8]利用有限元法预测

的结果进行了对比。结果显示基坑在超挖近 4 m后，
由于墙前被动土压力急剧减小，支护侧移显著增大。

MMSD 法结果显示超挖段最大支护侧移相比非超挖
段最大支护侧移增加约 67%，而有限元法则预测增加
140%。MMSD法预测最大支护侧移所在深度均在 1.25
倍基坑最大开挖深度处，而有限元法结果均为支护底

端。由于没有实测数据进行对比，因而无法说明何种

方法所得结果更加接近实际。虽然 MMSD 法与有限
元法都可以反映超挖对支护变形的影响，但 MMSD
法只需要一条典型土体应力应变曲线，土体沿深度的

不排水强度及基坑几何信息即可简便、高效的进行预

测，更有利于在工程中广泛应用。 

 

图 11 湘湖基坑超挖段与非超挖段支护侧移预测对比 

Fig. 11 Comparison between MMSD and FEM for predicting wall  

.deflections  
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4  Nicoll highway基坑倒塌与前人分析 
新加坡 Nicoll highway基坑最大开挖深度约 33.5 

m，宽度约 20 m，倒塌段长度约 85 m。支护由 0.8 m
厚、40～45 m 高地下连续墙，10 道钢支撑及两层坑
底水泥搅拌桩加固区组成，地下连续墙底部嵌入硬土

层的深度约 1～3 m。图 12为 Nicoll highway基坑所处
土层围与护结构设计图[4]，其中上层水泥搅拌桩加固

区在开挖过程中会被移除，基坑倒塌即发生在移除此

加固区后，架设最底层钢支撑之前。图 13 是 Nicoll 
highway基坑倒塌现场[4]。 

图 12 Nicoll highway基坑所处土层围与护结构设计图[4] 
Fig. 12 Soil profile and retaining structures along a typical section  

of Nicoll highway excavation[4] 

图 13 Nicoll highway基坑倒塌现场[4] 

Fig. 13 Nicoll highway excavation after collapse[4] 

Puzrin等[4]、Whittle等[5]、Corral等[6]和肖晓春等[7]

认为事故发生的主要原因是基坑场地广泛分布有海洋

沉积软黏土层，工程性质差，渗透系数较低（10-9 
m/s[5]），在基坑开挖过程中可视为不排水。但在支护

设计阶段，设计者错误地在 Mohr–Coulomb理想弹塑
模型中使用了排水强度参数，即有效强度参数，导致

土体强度被高估（图 14），主动土压力被低估，支护

体系设计薄弱引起事故[5-7]。Whittle等[5]、Corral等[6]

和肖晓春等[7]利用有限元法分别采用有效应力参数和

总应力参数计算支护侧移，发现利用有效应力参数会

明显低估支护最大侧移，从而使计算的围护体系内力

较实际情况偏低，偏于不安全。有限元法在预测开挖

过程中的支护侧移最大值上效果并不好，最大误差可

达 25%以上[6-7]。另外，建模与参数取值的复杂性不利

于该法在工程上推广应用。 
对于 Nicoll highway基坑安全度演化，表 3为前

人利用有限元法和极限平衡法所得结果。Whittle等[5]

利用有限元强度折减法进行了预测，发现不管使用有

效应力参数还是总应力参数，FOS值都小于临界值。
利用此法预测 FOS 的缺点是它只能根据支护体系变
形大小判断基坑是否失效，给出的 FOS值并不是基坑
倒塌时的真实值，因而会造成高估[8]。Puzrin等[4]根据

支撑内力和主动土压力比值计算出挖至坑底时基坑长

期与短期FOS值，结果两FOS>1.0，与实际不符。Puzrin
等 [4]利用此法又分析了基坑开挖各阶段支撑内力演

化，发现第六层支撑会率先发生屈曲，引发最终倒塌。

Ishihara 等[25]认为事故原因是倒塌段支护未嵌入老淤

积层土，造成支护底部向坑内侧移过大，诱发第 9层
支撑屈曲进而引起连锁破坏。但分析中并未根据基坑

抗隆起稳定性或嵌固稳定性理论进行验证。 

图 14 Nicoll highway基坑海相黏土不排水抗剪强度分布值[5] 

Fig. 14 Undrained strength ratios of marine clay at Nicoll highway  

.excavation[5] 

5  Nicoll highway基坑安全度与支护侧
移MMSD法分析 

5.1  计算参数选取 

图 14和图 15分别为新加坡 Nicoll highway基坑
土体沿深度的不排水强度值[5]和无量纲化的应力应变

关系实测值[6]与拟合值。Suc与 sue取值按 3.1节方法。
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表 4和表 5分别列出了MMSD法[15-17]、MSD法[21]、

规范法[12]、Hsieh等[19]的方法和 Su等[20]的方法使用的

基坑几何计算参数和其它土体性质参数。 

 

图 15 新加坡 Nicoll highway基坑软土三轴压缩和拉伸应力 

.应变关系 

Fig. 15 Stress-strain responses for triaxial compression and  

 extension tests on soft clay at Nicoll highway  

..excavation in Singapore 

5.2  预测结果 

图 16对比了各方法预测的Nicoll highway基坑抗
隆起安全度。与湘湖基坑安全度预测结果类似，所有

方法预测的安全度均不断减小。但在倒塌深度时，

MMSD 法预测的安全度值最接近 1.0。其它方法则会
高估基坑破坏时的深度。如果利用图 14中高估的土体
强度设计值进行安全度预测会高估开挖各个阶段基坑

安全度，进而造成设计支护插入深度不够或坑底加固

措施不当等问题。 

 

图 16 Nicoll highway基坑抗隆起安全度预测结果比较 

Fig. 16 Comparison of predicted FOS against basal heave of 

Nicoll highway excavation between MMSD and other methods 

图 17为MMSD法预测的基坑开挖最后 4个阶段
支护最大侧移，并与实测值[18]、设计时采用的有限元

值[18]（下文简称设计值）和有限元结果[6]进行比较。

结果表明对倒塌时最终支护侧移，MMSD法与有限元
法都预测较准确。但在倒塌前阶段，有限元法预测误

差达 3.0%～25.1%，而 MMSD 法预测误差均在 2.5%
以内，效果更好。支护侧移设计值显著低于实际值正

是由于在理想弹塑性模型中采用了有效强度指标，高

估了土体强度造成的[5]。 

图 17 Nicoll highway基坑支护侧移预测对比 

Fig. 17Comparison of predicted wall deflections for Nicoll 

highway excavation using different methods 

6  结    论 
本文总结了前人对杭州湘湖地铁基坑和新加坡

Nicoll highway基坑倒塌案例的分析，说明极限平衡法
与有限元法在预测基坑 FOS与支护侧移方面的不足。
然后利用笔者提出的可同时计算基坑稳定安全度FOS
和支护侧移的 MMSD 法对两典型地铁深基坑案例进
行了分析，将 FOS预测结果与传统极限平衡法进行了
比较，将支护侧移预测结果与有限元法进行了比较。 
分析结果表明对于两典型狭长型深基坑失效案

例，有限元法和极限平衡法可以通过计算变形和 FOS
给出最终倒塌的结论，但无法同时考虑两者，并且计

算结果与实际仍有较大误差。MMSD法采用了更符合
狭长型深基坑的机动场，可以考虑土体强度各向异性

和滑动区内部土体重力势能损失和土体强度发挥，因

而对地铁软土地区狭长型深基坑 FOS 的预测结果相
比传统极限平衡法更符合实际。MMSD法是一种上限
解析法，输入参数易获取，对支护侧移的预测与有限

元法相比在具备精确性的前提下更加高效。MMSD法
可同时准确且高效的预测安全度和支护侧移，在工程

中具有广阔的应用前景。 
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重力式劲性复合吸力式沉箱基础竖向抗拔承载特性 
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摘  要：吸力式沉箱基础作为张力腿平台（TLP）的锚固基础，主要承受上拔荷载作用，然而软黏土中沉箱侧壁摩擦系
数较小，排水条件下其抗拔承载力仅靠沉箱内外摩擦力与其自重组成，因此吸力式沉箱基础抗拔承载力较低。针对上

述问题，提出一种重力式劲性复合吸力式沉箱基础，通过模型试验、推出试验以及大型直剪试验，研究了软黏土中新

型吸力式沉箱基础抗拔承载特性以及沉箱–水泥土界面剪切特性。试验结果表明：新型吸力式沉箱基础抗拔承载力远高
于传统吸力式沉箱基础抗拔承载力，且随附加荷载以及加固范围增加而增大；法向应力越大、水泥掺入比越高，水泥

土抗剪强度以及沉箱–水泥土界面剪切强度越高；环肋沉箱中肋宽越宽，环肋上方剪切带面积越大，且水泥土剪切面与
整体破坏面比值越高，沉箱–水泥土整体界面剪切强度越大；结合推出试验，提出了带肋沉箱模型界面破坏模式，建立
了考虑法向应力作用下带肋沉箱–水泥土界面整体剪切强度计算公式，并进行相关参数分析与验证；最后结合等芯沉箱
基础抗拔破坏模式，给出了新型吸力式沉箱基础抗拔承载力计算方法，揭示了软黏土中新型吸力式沉箱基础抗拔承载

机理，为重力式劲性复合吸力式沉箱基础抗拔承载力分析以及工程设计提供参考。 
关键词：吸力式沉箱基础；抗拔承载力；破坏模式；界面剪切强度；软黏土；水泥土 
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Model tests on uplift bearing capacity of gravitational reinforced composite             
suction caisson foundation  

DAI Guo-liang1, 2, ZHU Wen-bo1, 2, GONG Wei-ming1, 2, ZHU Ming-xing1, 2, WAN Zhi-hui1, 2 
(1. Key Laboratory of Concrete and Prestressed Concrete Structure of Ministry of Education, Southeast University, Nanjing 211189, China; 

2. School of Civil Engineering, Southeast University, Nanjing 211189, China) 

Abstract: As the anchoring foundation of the tension leg platform (TLP), the suction caisson foundation is mainly subjected to 

the vertical pullout loads. The uplift bearing capacity of caisson is only composed of the internal and external frictions and 
caisson weight under the drainage condition, so the uplift bearing capacity is very small. Therefore, the gravitational reinforced 

composite suction caisson foundation is proposed to solve this problem. The uplift bearing capacity of the new suction caisson 
foundation and the shearing characteristics of caisson-cement soil interface are studied through the model tests, large-scale 

shear tests and push out tests. The test results show that the uplift bearing capacity of the new suction caisson foundation is 
much higher than that of the traditional suction caisson foundation. It increases gradually with the increase of the additional 

load and reinforcement range. The interface shear strength of caisson-cement soil increases with the increase of normal stress 
and cement ratio. When the rib width is wider, the area of the shear zone above the ring rib is larger and the ratio of the relative 

area is larger, the shear strength of the whole interface between the caisson and cement soil is higher. Based on the uplift 
bearing characteristics of new caisson by model tests and push out tests, the interface failure mode, the overall shear strength, 

the bearing capacity composition and the relevant method are proposed for analyzing the uplift bearing capacity of suction 
caisson foundations. It can provide a reference for the engineering design of the new suction caisson foundation under vertical 

loads. 
Key words: suction caisson foundation; uplift bearing 

capacity; failure mode; interface shear strength; soft clay; 

cement soil 
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0  引    言 
深水海洋平台中吸力式沉箱基础主要承受上拔荷

载。然而软黏土在完全排水条件下，沉箱抗拔承载力

仅靠沉箱内外摩擦力以及沉箱自重组成，沉箱基础抗

拔承载力较低。目前对于如何提高吸力式沉箱基础抗

拔承载力尚无报报道。文中将重力式基础、吸力式沉

箱基础以及水泥土相结合，从改变沉箱界面剪切特性

与沉箱顶部附加荷载入手，提出一种重力式劲性复合

吸力式沉箱基础，可大大提高吸力式沉箱基础抗拔承

载力。因此，探明其抗拔承载机理以及其界面剪切特

性具有重要的理论意义与工程应用价值。 
为了能够准确地把握吸力式沉箱基础抗拔承载

特性，已有不少相关研究成果[1-4]，为吸力式沉箱基础

抗拔承载特性研究提供了宝贵的经验。Byrne 等[5]、

Mana 等[6]、Iskander 等[7]、朱斌等[8]与 Luke[9]研究了

上拔速率、长径比、等因素对吸力式沉箱基础抗拔承

载力的影响。Chen等[10]在正常固结黏土中进行了一系

列吸力式沉箱基础离心机试验，试验结果表明，在长

期持续荷载作用，吸力式沉箱基础的极限承载力是单

调上拔荷载作用下所得极限承载力的 72%～85%。Rao
等[11]、Singh 等[12]和 Deng 等[13]通过抗拔试验，研究

了在不同加载速率以及不同长径比下的吸力式沉箱基

础模型试验，并分析了沉箱抗拔承载力的组成，并提

出了 3种破坏模式下吸力式沉箱基础竖向抗拔承载力
计算公式。矫滨田等[14]和施晓春等[15]对不同长径比、

不同加载速率条件下的沉箱基础进行了室内模型抗拔

承载力试验，考虑了负压对抗拔承载力的影响。同时

Zhai等[16]、Du等[17]、Guo等[18]通过 1g模型试验，得
出快速加载条件下吸力式沉箱基础抗拔承载力明显高

于慢速加载沉箱基础抗拔承载力，同时沉箱内负压与

沉箱底负压随着加载速度的增加而提高。朱文波等[19]

与王志云[20]采用上限解法对吸力式沉箱基础抗拔承

载力进行了理论分析。Acosta-Martinez 等[21]、Mana
等[22]、Lehane 等[23-24]、Chen 等[25]通过离心机试验，

研究在上拔荷载作用下，吸力式沉箱底部被动吸力对

吸力式沉箱基础抗拔承载力的贡献，并提出沉箱底部

吸力可以作为沉箱基础抗拔承载力的一部分。通过上

述研究可以发现吸力式沉箱基础抗拔承载可由沉箱与

土塞自重、沉箱外摩擦力与沉箱底部反力组成，然而

在长期加载过程中底部反力会消失，呈现局部破坏模

式，这时承载力由沉箱自重与沉箱内外摩擦力组成，

然而软黏土中沉箱内外摩擦力很小，导致沉箱基础抗

拔承载力较低。 
吸力式沉箱基础抗拔承载力是吸力式沉箱基础设

计关键。然而上述研究多集中在传统吸力式沉箱基础

抗拔承载特性中，却未涉及吸力式沉箱基础抗拔承载

力提升技术研究，目前尚无相应的设计方法作参考。

因此，文中提出一种重力式劲性复合吸力式沉箱基础，

并通过模型试验、大型直剪试验以及推出试验，研究

了软黏土中新型吸力式沉箱基础界面剪切特性及其抗

拔承载特性。为重力式劲性复合吸力式沉箱基础抗拔

承载力分析以及工程设计提供参考。 

1  试验内容与试验方法 
为解决传统吸力式沉箱基础抗拔承载力较低问

题，文中将重力式基础、吸力式沉箱基础与水泥土相

结合，提出如图 1所示的重力式劲性复合吸力式沉箱
基础。吸力式沉箱基础顶面可附加混凝土重块，并在

沉箱周围进行地基加固。同时为提高沉箱与水泥土之

间接触面积，并在沉箱周围设置圆型环肋。 

图 1 重力式劲性复合吸力式沉箱基础 

Fig. 1 Gravitational reinforced composite suction caisson  

foundation 

沉箱模型为钢制，模型直径为 75 mm，长径比为
3.0。沉箱周围环肋宽分别为 0，5，10，15 mm。试验
中选择 4种加固范围，加固范围及沉箱模型参数如图
2～4以及表 1。 

表 1 沉箱模型基本参数 

Table 1 Basic parameters of caisson model 
No. D/mm L/D 加固范围/mm 配重/N 

#1MC 0 0/60/120 
#2MC 250 0/60/120 
#3MC 300 0/60/120 
#4MC 

75 3.0 

400 0/60/120 

图 2 沉箱模型 

Fig. 2 Caisson model 
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图 3 环肋尺寸            

Fig. 3 Sizes of ring rib 

 

图 4 加固范围 

Fig. 4 Reinforcement scope 

试验中，模型箱尺寸（长×宽×高）为 1.2 m×1.2 
m×1.2 m，模型箱采用单面排水方案，即通过模型箱
底部进行排水。在模型箱底部布置排水管网，并在排

水管上缠绕土工布，其上装入由 0.3 t碎石组成的反滤
层，反滤层厚度为 10 cm。为了增强排水效果，并防
止软黏土中细小颗粒随水排出，在碎石反滤层上铺垫

了土工布，并加水直至碎石反滤层饱和。并将含水率

为 50%～60%的泥浆一次性倒入模型箱中，在泥浆顶
部铺盖土工布并用塑料膜密封，进行真空预压以及堆

载预压处理。在预压过程中定期在土层不同位置进行

十字板剪切试验，当土层沿深度的不排水强度达到

6～10 kPa时，停止对土层预压处理。通过土工试验测
得土体参数见表 2。 

表 2 土体参数 

Table 2 Soil parameters 

wc/% γ/(kN·m-3) wL/% wP/% IP Su/kPa 

40.5 16.8 46.6 28.8 17.8 7.6 

重力式劲性复合吸力式沉箱基础类似劲性复合

桩基，其由四部组成，内芯、外芯、桶体与附加荷载。

桶体位于内芯与外芯之间，桶体顶部设有附加荷载。

根据不同加固深度，可分为等芯复合吸力式沉箱基础

与短芯复合吸力式沉箱基础。重力式劲性复合吸力式

沉箱基础在上拔过程中荷载由沉箱侧壁传递给水泥

土，再由水泥土传给周围土。试验中首先将吸力式沉

箱基础放入水泥参入比 aw为 8%，含水率 w为 60%的
水泥土中，当水泥土成型后放入海水中养护 28 d，其
次将水泥土表面进行粗糙处理，然后放入预先制备好

的软黏土中。软黏土在制备过程中预先留有和加固范

围相同直径的孔洞，待模型放入后，孔壁再倒入水泥

土浆液，最后静止一个星期后进行试验。 
为了测试在加载过程中沉箱底部孔压，在沉箱底

面以下及水平方向每隔 200 mm布置一个孔隙水压力
计。孔隙水压力计的布置如图 5所示。每个沉箱模型
采用荷载控制加载方式，每级荷载为模型预估承载力

的 1/10。当每级荷载位移稳定后施加下一级荷载，用
拉压传感器测量荷载大小，用位移传感器测量每一级

荷载作用下位移。当某级荷载作用下位移不能趋于稳

定时，基础达到破坏状态，此时停止试验。 

图 5 吸力式沉箱基础模型试验 

Fig. 5 Model tests on suction caisson foundation 

沉箱与水泥土界面剪切强度直接决定吸力式沉箱

基础抗拔承载力以及加固范围大小。因此文中对沉箱

模型进行了推出试验，试验如图 6所示，试验方案见
表 3。具体试验过程可见文献[23]并通过无侧限抗压强
度试验测得不同水泥参入比下水泥土28 d无侧限抗压
强度，结果见表 4。 

图 6 推出试验 

Fig. 6 Push out tests 

表 3 试验参数 

Table 3 Test parameters 
aw/% 环肋/mm w/% R/mm r/mm h/mm 

8 0/5/10/15 60 300 75 230 
12 0/5/10/15 60 300 75 230 
16 0/5/10/15 60 400 75 230 
20 0/5/10/15 60 400 75 230 

表 4 无侧限抗压强度 
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Table 4 Unconfined compressive strengths 

aw 8% 12% 16% 20% 

qu/kPa 362 864 1488 1970 

2  试验结果分析 
2.1  模型试验结果分析 

图 7给出了加固前后沉箱模型抗拔破坏模式。图
7（a）为未加固吸力式沉箱基础模型，在抗拔过程中
沉箱从软黏土中拔出。图 7（b）为加固后吸力式沉箱
基础模型，由于沉箱与水泥土界面剪切强度较高，试

验中表现为沉箱与水泥土加固体从软黏土中整体拔

出，破坏面为水泥土与软黏土界面。 

图 7 模型试验 

Fig. 7 Model test 

图 8（a）为分级加载下未加固沉箱模型荷载位移
与时间关系曲线。当加载到第 5级荷载时，沉箱这时
并未发生位移，但沉箱内底部开始有负压产生，随后

每增加一级荷载，沉箱底部负压与沉箱位移均会增大，

且最终趋于稳定。当加载到第 10级荷载时，沉箱底部
负压为 4.6 kPa，沉箱位移不再稳定，但负压不变。确
定该级荷载为极限值。在极限荷载后又继续增加了 3
级荷载，发现沉箱上拔速率变快，但并没有明显的破

坏现象。沉箱底负压随每级荷载的增加继续的增大。

可见沉箱底部负压随着上拔荷载的增加而增大，在加

载过程中沉箱底部反力可作为承载力的一部分。图 8
（b）为加固范围 300 mm沉箱模型荷载位移–时间关
系曲线。承载力与位移随时间变化规律与#1MC 沉箱
模型相同。这里不在赘述。 

图 8 荷载位移–时间关系曲线 

Fig. 8 Load-displacement-time curves 

图 9为不同加固范围沉箱模型抗拔承载力组成分
析。由图 9（a）可以看出#1MC 沉箱模型极限荷载 F
为 61 N，沉箱底部反向承载力 Rb为 16.0 N，由于沉
箱上拔带动沉箱内土体一起上移，因此不考虑沉箱内

摩擦力，沉箱外侧摩擦力 Fext、土塞 Ws以及沉箱模型

重 Wc之和为 45 N。因此沉箱极限承载力由沉箱底部
反力、沉箱外摩擦力、沉箱与土塞自重组成。图 9（b）
为新型吸力式沉箱基础抗拔承载力组成。其极限荷载

为 480 N。由于水泥土与沉箱形成一整体，其沉箱内
部并无负压产生，在抗拔过程中沉箱底部负压最大。

因此新型基础抗拔承载力由底部反力、沉箱与加固范

围内水泥土自重 Wcs、水泥土外侧摩擦力组成。从图 9
中还可以看出，水泥土加固范围越大，新型沉箱模型

抗拔承载力越高，这是因为加固范围越大，水泥土外

侧与软黏土接触面积越大，其外侧摩擦力越高，水泥

土自重以及沉箱底部反力也会随之增加。 



1616                         岩  土  工  程  学  报                                    2020年 

图 9 荷载–位移关系曲线 

Fig. 9 Load–displacement curves 

从图 10中可以看出，#1MC沉箱抗拔极限承载力
为 61 N，当加固范围为 250 mm时，其抗拔极限承载
力为 480 N，抗拔承载力提高了 686.8%；当加固范围
为 300 mm时，其抗拔极限承载力为 660 N，抗拔承
载力提高了 981.9%；当加固范围为 400 mm时，其抗
拔极限承载力为 960 N，抗拔承载力提高了 1437.7%；
采用新型吸力式沉箱基础（无环肋）其抗拔承载力远

高于传统吸力式沉箱基础，且新型吸力式沉箱基础抗

拔承载力随加固范围的增加而增大，当沉箱基础上仅

设置环肋，其抗拔极限承载力为 82.4 N，抗拔承载力
提高了 35.1%，承载力提高并不明显。从图 11中可以
看出，传统沉箱基础与改进后沉箱基础模型抗拔承载

力随附加荷载增加而增大。因此通过提高附加荷载也

可以提高吸力式沉箱基础抗拔承载力。 

 

图 10 荷载–位移曲线 

Fig. 10 Load–displacement curve 

图 11 荷载–位移曲线 

Fig. 11 Load–displacement curves 

2.2  大型直剪与推出试验结果分析 

在大型直剪试验中，所有试样的破坏面均在钢板

–水泥土界面上，这表明钢板–水泥土界面剪切强度小
于水泥土抗剪强度。图 12为带有肋条的钢板界面剪切
破坏模式。从图 12可以看出，在肋条上方形成一条剪
切带，且剪切带的长度与范围随着肋宽的增加而增大。

因此，在带有肋条钢板中存在两种破坏面，一是钢板–
水泥土界面破坏面，二是肋条上方水泥土剪切破坏面。 

图 12 大型直剪试验 

Fig. 12 Large-scale shear tests 

图 13（a）为水泥土直剪试验测试结果，从图中
可以看出，相同水泥参入比条件下水泥土剪切强度随

法向应力增加而增大。水泥掺入比越高，水泥土抗剪

强度越高。图 13（b）为无肋钢板–水泥土界面剪切强
度，从图中可以看出，相同水泥参入比条件下钢板–
水泥土界面剪切强度随法向应力增加而增大。水泥土

中水泥掺入量较低时，水泥土强度较低，钢板–水泥土
界面剪切强度也较低。随水泥参入比的增加，其界面

剪切强度随之增加。从图 13（c）可以看出，钢板–水
泥土界面剪切强度约为水泥土抗剪强度的 0.2～0.3
倍。图 13（d）为无肋钢板–水泥土无侧限抗压强度曲
线，从图中可以看出，水泥土无侧限抗压强度越高，

钢板–水泥土界面剪切强度越大。且法向应力越大，钢
板–水泥土界面剪切强度越高。 
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图 13 直剪试验结果 

Fig. 13 Shear test results 

图 14为不同肋宽条件下整体界面剪切强度，在带
有肋板的剪切试验中，由于在肋条上方形成剪切带，

且剪切带的长度与范围随着肋条宽度的增加而增加。

因此，在相同水泥参入比条件下，肋条越宽界面整体

抗剪切强度越大，且界面整体抗剪强度随水泥参入比

的增加而增大。从图 14中可以看出增加肋条宽度可明
显提高钢板与水泥土界面整体剪切强度。 

图 14 界面剪切应力–位移曲线 

Fig. 14 Interface shear stress–displacement curves 

图 15 为带有不同环肋宽度沉箱模型推出试验结
果，从图中可以看出，带有环肋的沉箱模型存在两种

破坏面，一是沉箱–水泥土界面破坏面，二是在环肋顶
部形成倒三角环型剪切破坏面，且剪切带面积随肋宽

的增加而增大。图 16给出了推出试验中推出力与位移
之间关系，从图可知，相同水泥参入比条件下，环肋

截面越大，推出力越高。且推出力随水泥掺入比的增

加而增大。 

图 15 推出试验 

Fig. 15 Push out tests 

3  抗拔承载机理分析 
通过大型直剪试验与推出试验可知，带有环肋沉

箱模型破坏面如图 17 所示。其界面破坏主要分为 4
个阶段：第一阶段为环肋顶面水泥土压缩以及沉箱与

水泥土相对滑移阶段，此阶段为承载力上升阶段，环

肋上方水泥土并未出现剪切破坏；第二阶段为破坏阶
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段，表现为环肋顶部形成第一道倒三角环型剪切破坏

面，环肋顶部水泥土达到抗剪强度，沉箱与水泥土发

生界面剪切破坏；第三阶段为环肋顶面水泥土再压缩，

直到第二破坏面 A4 形成；第四阶段为重复上述过程
直到形成贯穿于相邻环肋外缘的最终破坏面 A5。当第
一道环型剪切破坏面形成后，承载力–位移曲线存在

明显拐点，之后承载力提高并不明显。因此后续仅对

第一破坏面进行分析。 

图 16 推出试验结果 

Fig. 16 Push out test results 

图 17 沉箱模型界面破坏模式 

Fig. 17 Failure modes of caisson interface 

通过大型直剪试验可知，法向应力越大，界面剪

切强度越高。因此，通过试验数据，文中建立了界面

剪切应力与法向应力以及无侧限抗压强度关系式如

下： 
0.34

1 u
u

0.2 q
q
σ

τ
 

=  
 

  。          (1) 

水泥土剪切强度可采用莫尔库仑抗剪强度： 
2 tan cτ σ ϕ= +   。            (2) 

因此结合式（1）与式（2）提出带有环肋沉箱模
型整体剪切强度公式（3），其表达式如下： 

1 2(1 )τ α τ ατ= − +   ，          (3) 

式中，α 为水泥土剪切面积 A2与整体破坏面积 A比
值。取环肋倾角 β 与水泥土破坏面倾角相等时，

1/( / cos(π / 4 / 2) tan(π / 4 / 2) 2 2cos(π /L dα ϕ ϕ= − − + −
4 − / 2))ϕ ，可知环肋越宽，系数α 越大。 
图 18（a）为环肋沉箱模型整体剪切强度与水泥

土无侧限抗压强度关系曲线，由图 18（a）可知水泥
土强度越高界面整体抗剪强度越大。图 18（b）给出
了整体剪切强度与相对面积比值关系。由图 18（b）
可知，α 越大，环肋沉箱模型整体剪切强度越高。水
泥土强度越高界面整体抗剪强度越大。 

 

图 18 界面整体剪切强度分析 

Fig. 18 Analysis of overall shear strength  

图 19 给出了推出试验中界面整体剪切强度与位
移之间关系。如图 19可知：环肋越宽，界面整体剪切
强度越高；水泥参入比越高，整体剪切强度越大。表

5 为试验值与计算值对比分析，从表中可以发现，试
验值与理论值误差最大值为 16%，最小值为 1%。可
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见采用整体剪切强度计算公式较为合理。 

图 19 推出试验结果 

Fig. 19 Push out test results 

通过模型试验与推出试验可知，新型吸力式沉箱

基础可分为 3 种破坏模式（图 20）：①沉箱与加固区
水泥土整体拔出，其极限抗拔承载力由加固区外侧摩

擦力、附加荷载、沉箱和水泥土自重以及沉箱底部反

力组成；②沉箱与其内部水泥土一起拔出时，其极限

抗拔承载力由沉箱外摩擦力、附加荷载、沉箱和其内

部水泥土自重以及底部反力组成；③沉箱从水泥土中

拔出时，其极限抗拔承载力由沉箱内外摩擦力、附加

荷载以及沉箱自重组成。但沉箱底部反力最终会消散，

因此在工程设计过程中可不考虑此项，取式（4）中最
小值。图 21给出了模型试验中沉箱–水泥土界面剪切
强度与沉箱加固范围曲线，从图中可以看出界面剪切

强度越高，水泥土可加固的范围越大。 
表 5 结果对比分析 

Table 5 Comparison of results 

aw d τ1 τ2 a τa τb a
extF  b

extF  Diff. 
0 16.6 98 0 16.6 18.6 0.86  0.96  0.12  
5 16.6 98 0.092 24.1 27.1 1.25  1.40  0.12  

10 16.6 98 0.161 29.6 32.6 1.53  1.69  0.10  8 

15 16.6 98 0.258 37.6 43.6 1.95  2.26  0.16  
0 34.5 180.8 0 34.5 37.5 1.79  1.94  0.09  
5 34.5 180.8 0.102 49.4 51.4 2.56  2.66  0.04  

10 34.5 180.8 0.171 59.3 59.8 3.07  3.10  0.01  12 

15 34.5 180.8 0.262 72.8 76.8 3.77  3.98  0.05  
0 53 282 0 53 51 2.75  2.64  -0.04 
5 53 282 0.105 77 81 3.99  4.20  0.05  

10 53 282 0.158 89.2 98.2 4.62  5.09  0.10  16 

15 53 282 0.257 111.8 131.8 5.79  6.83  0.18  
0 72 402 0 72 74 3.73  3.83  0.03  
5 72 402 0.1 105 111 5.44  5.75  0.06  

10 72 402 0.157 123.8 133.8 6.41  6.93  0.08  20 

15 72 402 0.26 157.8 167.8 8.18  8.69  0.06  

注：τa为直剪试验求得界面整体剪切强度；τb为推出试验求得界面整体剪

切强度；
a

extF 为计算值；
b

extF 为推出试验中推出力。 

图 20 新型吸力式沉箱基础破坏模式 

Fig. 20 Failure modes of new caisson 

{ }ua ua1 ua2 ua3
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  (4) 

式中  Tua为沉箱竖向抗拔承载力特征值（kN）； cλ 为
内芯抗拔系数； siaq 为外芯第 i 层土侧阻力特征值
（kPa）； c

saq 为外芯内芯侧阻力特征值（kPa）；λ为外
芯抗拔系数；Wc，Wcs1，Wcs2，Wg分别为沉箱自重，

沉箱内水泥土自重，沉箱外水泥自重，沉箱顶部附加

荷载；u， c
extu ， c

inu 分别为加固区周长，沉箱外壁周
长，沉箱内壁周长。 

图 21 加固范围–沉箱界面剪切强度 

Fig.21 Reinforcement range-overall shear strength 

4  结    论 
针对软黏土中吸力式沉箱基础抗拔承载力较低问

题，文中提出一种重力式劲性复合吸力式沉箱基础，

通过模型试验、大型直剪试验以及推出试验，研究了

软黏土中新型吸力式沉箱基础抗拔承载特性以及沉

箱–水泥土界面剪切特性。主要结论如下： 
（1）传统吸力式沉箱基础抗拔承载力由外摩擦

力、沉箱和土塞自重以及沉箱底部反力组成。新型吸

力式沉箱基础抗拔承载力由水泥土外侧摩擦力、沉箱

和加固区水泥土自重以及其底部反力组成。加固范围

越大，水泥土外侧摩擦力越高，水泥土自重以及沉箱

底部反力越大。因此，新型吸力式沉箱基础抗拔承载
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力远高于传统吸力式沉箱基础抗拔承载力，且随附加

荷载以及加固范围增加而增大。  
（2）法向应力越大、水泥掺入比越高，水泥土抗

剪强度以及沉箱–水泥土界面剪切强度越高。在带有肋
条钢板中存在两种破坏面，一是钢板–水泥土界面破坏
面，二是肋条上方水泥土剪切破坏面，且肋宽越宽，

环肋上方剪切带面积越大，沉箱–水泥土整体界面剪切
强度越高。 
（3）根据大型直剪试验与推出试验中界面破坏模

式，建立了考虑法向应力作用下带有环肋沉箱–水泥土
界面整体剪切强度计算公式，并进行相关参数分析与

验证。通过对比推出试验值与计算值可知，两者误差

最大值为 16%，最小值为 1%，可见采用界面整体剪
切公式较为合理。 
（4）最后结合新型吸力式沉箱基础抗拔破坏模

式，建立了重力式劲性复合吸力式沉箱基础抗拔承载

力计算方法，探究了模型中界面剪切强度与沉箱加固

范围关系。揭示了软黏土中新型吸力式沉箱基础抗拔

承载机理，为重力式劲性复合吸力式沉箱基础抗拔承

载力分析以及工程设计提供参考。 
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考虑裂缝几何特性和 T应力的类岩石材料压剪张拉 
断裂准则 

王俊杰
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，黄诗渊

*1，2
，郭万里

2
，赵天龙

1，2
 

(1. 重庆交通大学水工建筑物健康诊断技术重庆市高校工程研究中心，重庆 400074；2. 南京水利科学研究院岩土工程研究所，江苏 南京 210024) 

摘  要：为探究类岩石材料中非闭合裂缝的压剪起裂机理，引入相对钝化系数和相对临界尺寸，建立了考虑裂缝几何
特性和 T 应力的压剪张拉断裂准则，分析了不同因素对裂缝尖端周向应力分布规律和张拉起裂角的影响。考虑相对钝
化系数后，张拉起裂角预测曲线得到明显改善；考虑 T应力后，可解释由裂缝长度和材料属性引起的差异化断裂行为。
根据几种典型类岩石材料的试验结果与理论曲线对比分析发现，当相对钝化系数较小时，理论预测值与试验值吻合较

好，且预测角度范围较大；随相对钝化系数增大，理论预测值与试验结果误差逐渐增大，预测角度范围逐渐减小。解

释了出现该现象的原因，讨论了基于线弹性断裂力学理论建立的压剪非闭合起裂准则存在的不足，并建议了本文准则

的适用条件。 
关键词：压剪应力；非闭合裂缝；断裂准则；T应力 

中图分类号：TU45；O346.11       文献标识码：A       文章编号：1000–4548(2020)09–1622–10 
作者简介：王俊杰 (1973— )，男，博士，教授，主要从事地质工程、岩土工程方面的研究工作。E-mail: 

wangjunjie@cqjtu.edu.cn。 

Compression-shear tension fracture criteria for rock-like materials considering 
geometric characteristics of cracks and T-stresses 

WANG Jun-jie1, HUANG Shi-yuan1, 2, GUO Wan-li2, ZHAO Tian-long1, 2 
(1. Diagnostic Technology on Health of Hydraulic Structures Engineering Research Center of Chongqing Education Commission of China, 

Chongqing Jiaotong University, Chongqing 400074, China; 2. Geotechnical Engineering Department, Nanjing Hydraulic Research Institute, 

Nanjing 210024, China) 

Abstract: In order to explore the fracture mechanism of open cracks under compression-shear stress in rock-like materials, a 

relative passivation coefficient and a relative critical size are introduced, and a compression-shear-tension fracture criterion 

considering the geometric characteristics of cracks and T-stress is established. The effects of different factors on the distribution 

of tangential stresses and initiation angle of cracks are investigated. The predicted curves of the initiation angle of cracks are 

improved obviously because of considering the relative passivation coefficient, and the different fracture behaviors induced by 

crack length and material properties can also be explained after considering the T-stresses. In order to validate the theoretical 

solutions, the calculated results are compared with the test ones of several typical rock-like materials. It is found that when the 

relative passivation coefficient is small, the predicted values obtained by the proposed method agree well with those obtained 

from the tests, and the range of predicted angle is large. With the increase of the relative passivation coefficient, the error 

between the theoretical values and the test results increases gradually, and the range of predicted angle decreases slowly. The 

reason for this phenomenon is explained, the flaw of the fracture criterion based on the linear elastic fracture mechanics is 

discussed, and the applicable conditions of the proposed criterion is suggested. 

Key words: compression-shear stress; open crack; fracture criterion; T-stress 

0  引    言 
自断裂力学理论引入岩土力学领域以来，关于岩

石类材料的起裂强度和裂缝扩展问题受到大量关注[1-2]。

从荷载角度来看，裂缝受到的外荷载可转换为法向力 
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和切向力，归结为纯拉、纯剪、拉剪和压剪作用下的

断裂问题。由于工程岩体多处于受压力学环境，研究

其压剪断裂问题是具有实际意义的。 
对于工程岩体中的压剪裂缝，若处于闭合状态[3-5]，

则裂缝尖端应力场由Ⅱ型应力强度因子 KII控制。根据

线弹性断裂力学最大周向应力准则可知，张拉起裂角恒

为 70.53°。大量岩石类材料试验表明，无论裂缝闭合
与否，张拉起裂角均随预置裂缝倾角变化而变化[6-10]，

与理论值存在较大差异，传统理论尚无法解释此现象。

有学者指出[11-12]，传统断裂力学Williams展开项中忽
略的非奇异常数项（T 应力）对计算结果存在影响。
研究表明，若同时考虑裂纹尖端的奇异应力项和非奇

异常数项，计算结果将大大改善[13]。T应力最早是为
了研究拉剪作用下脆性材料的断裂问题引入的，近年

来也运用于岩石材料的压剪断裂问题，并针对闭合裂

缝建立了一些考虑 T应力的压剪断裂准则[5, 14-15]。考

虑 T 应力后，闭合裂缝的起裂角与预制裂缝倾角存
在单调递增关系，在相同裂缝长度情况下，起裂荷载、

起裂角与材料断裂过程区尺寸密切相关[14]。由于类

岩石材料的断裂过程区尺寸较一般脆性材料如玻璃、

陶瓷等更大[16]，T 应力对其断裂特性的影响更加显
著。 

无论是工程岩体裂缝还是试样预制裂缝，非闭合

裂缝是常见的。前人在压剪裂缝的 I 型应力强度因子
KI处理方法上有不同观点

[17-20]（KI < 0和 KI = 0）。对
于闭合裂缝，KI = 0毋庸置疑；而 KI < 0实质上是认为
压应力对裂缝张开有抑制作用。关于非闭合裂缝的起

裂问题，郭少华[9]指出在压应力作用下裂缝表面达到

闭合之前就出现了开裂现象，裂纹的张开对裂纹的萌

生和扩展有不可忽视的影响。蒲成志等[21]指出，由于

裂缝预制方法的不同，实验室条件下的一些预制闭合

裂缝并不是真正的闭合裂缝，而存在一定张开度，导

致采用闭合裂缝的理论模型分析非闭合裂缝开裂问题

时产生较大差异。李银平等[22]认为对于非闭合裂缝，

由于传统理论将其抽象为无厚度的数学裂缝，导致计

算结果是固定的；然而，不同预制裂缝存在不同的几

何特性（如：裂缝长度、裂缝厚度、裂缝端部曲率半

径等），这是导致张拉起裂角离散的重要原因。 
综上，由于裂缝几何特征和材料属性的不同，无

法将不同学者的试验结果统一对比分析，更难从理论

上解释其差异性断裂行为。鉴于此，本文考虑裂缝几

何特性和 T应力的影响，建立非闭合裂缝的压剪张拉
起裂准则，结合典型类岩石材料中心斜裂缝单轴压缩

试验结果对准则进行验证，并分析准则的适用性。 

 

1  压剪裂缝尖端应力场 
1.1  传统线弹性断裂力学理论 

传统Ⅰ-Ⅱ复合型裂缝尖端应力场如图 1所示。 

图 1 裂缝尖端应力场 

Fig. 1 Stress fields of crack tip 

各应力分量如下式： 
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

。

(1) 
式中  rσ ， θσ ， rθτ 分别为径向应力、周向应力、剪

应力；r，θ为极径和极角。 
针对压剪非闭合裂缝，建立双轴应力作用下的中

心斜裂缝模型，如图 2所示。裂缝面上的应力状态为 
2 2

T
2 2

N

N

(cos sin )
(sin cos )
(1 )sin cos

σ σ β λ β

σ σ β λ β
τ σ λ β β

= − +


= − + 
= − − 

  。    (2) 

式中  Nσ ， Tσ ， Nτ 分别为裂缝面上的法向应力、切
向应力、剪应力； β 为中心裂缝与竖直方向的夹角
（°）；λ为侧压力系数。 

图 2 压缩荷载下中心斜裂缝受力状态 

Fig. 2 Stress state of central inclined crack under compression 
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在岩石断裂力学研究中，一般认为裂缝只存在非

闭合或闭合形态，不考虑中间过渡形态[23]。因此在计

算时常认为闭合裂缝 KI = 0，非闭合裂缝 KI < 0。 
非闭合裂缝的应力强度因子一般被写为 

2 2
I N π (sin cos ) πK a aσ σ β λ β= = − +  ，(3) 

II N π (1 )sin cos πK a aτ σ λ β β= = − −  。 (4) 

式（3）对 KI进行变号处理，认为压应力对裂缝

张开存在抑制作用，但忽略了一个重要因素，即传统

线弹性断裂力学将裂缝认为是数学裂缝。实际上，无

论是实际工程还是室内试验中，非闭合裂缝也是常见

的。即便是室内试验中预制的闭合裂缝，由于闭合裂

缝预制方法不同，也可能导致裂缝为非闭合状态[21]。

当裂缝存在一定厚度时，其裂缝尖端受到的横向压应

力 Tσ 就不能忽略。Muskhelishvili[24]指出，对于长轴和

短轴长度分别为 2a和 2b的椭圆裂缝，其裂缝尖端处
所受横向压应力 Tσ 会产生与其相垂直的拉应力 Tσ ′，
其应力大小等于横向压应力，该拉应力引起的 I 型应
力强度因子为 

T
I T T=0.5 π 0.5 / πK a aσ ρ σ ρ=   ，  (5) 

式中，ρ为裂缝端部曲率半径，ρ = b2 / a，其中 ρ →0。 
椭圆裂缝的厚度是逐渐改变的，在端部较为尖

锐，而室内试验中预制裂缝的厚度一般是相同的，只

是在端部出现一定程度的钝化。也就是说，相同裂缝

厚度时，真实情况下裂缝端部并不如椭圆裂缝尖锐，

其曲率半径大得多。如图 3所示，陈篪[25]提出的真实

裂缝模型更能反映常见的非闭合裂缝的几何特征，裂

缝端部形态被考虑成半圆形态，此时 ρ = b，因此公式
（5）可近似写为 

T
I T T=0.5 π 0.5 / πK b b a aσ σ=  。   (6) 

 

图 3 陈篪真实裂缝模型 

Fig. 3 Chen Chi's model for real crack 

综上，非闭合裂缝 KI应受法向压应力和横向压应

力的共同作用，叠加可得 

I N Tπ 0.5 / πK a b a aσ σ= −  

. 2 2π [(sin cos )aσ β λ β= − + −  
2 20.5(cos sin ) / ]b aβ λ β+   。      (7) 

笔者收集了部分学者研究中采用的裂缝几何特

性，如表 1所示。 
表 1 不同学者研究中采用的裂缝几何特性 

Table 1 Geometric characteristics of cracks studied by different  

scholars 

学者 材料 2a/mm 2b/mm η 
Bobet[6] 石膏 12.7 0.1 0.1 

Wong等[7] 石膏 12.5 0.1~1.3 0.1~0.3 

Vesga等[8] 压实 
黏土 25 1 0.2 

郭少华[9] 石膏 30 1~6 0.2~0.45 
Lin等[10] 水泥砂浆 30 1 0.2 

Wang等[26] 花岗岩 30 1 0.2 

Zhang等[27] PFC模拟
岩石材料 12.7 1.3 0.3 

Zhuang等[28] 砂岩相似

材料 15 1 0.3 

从表 1可知，为满足厚度趋于 0的数学裂缝，室
内试验中对裂缝厚度的要求较高，其往往被限制在 1 
mm 以下，但室内试样的几何尺寸有限，无法确定其
是否能够接近数学裂缝的假设。由于学者们研究中采

用的试样结构和裂缝预制方法不同，所采用的裂缝长

度和裂缝厚度均存在一定差异。 
根据式（7）可知，裂缝厚度和裂缝长度均对 KI

存在影响，单独讨论曲率半径或裂缝厚度的影响并不

全面，有必要对其进行综合考虑。由于 πaσ 为 KI的

一般表达形式，此时只需将厚度和长度进行归一化，

即可将式（7）中括号内的参数定量描述。本文定义
= /b aη 为相对钝化系数，即可描述不同裂缝长度和

裂缝厚度组合下的 KI，相对钝化系数 η→0 时即对应
数学裂缝的理想条件。 
1.2  考虑 T应力的断裂力学理论 

传统断裂力学理论中，往往只保留了Williams的
无限级数展开项中的奇异项（即 r-0.5项），在起裂角分

析时自然地回避了 r 的影响。近年来许多学者[3-4, 15]

认为，对于岩石或类岩石材料，其裂缝尖端临界尺寸

rc（也被认为是断裂过程区尺寸）比一般脆性材料更

大，因此其非奇异性中的常数项（r0项，即 T应力）
的影响不可忽略。 

关于压剪裂缝中 T应力的存在形式，目前存在以
下几种观点：①考虑平行于裂缝面的 T应力 Tx 

[11]；②

考虑平行于裂缝面的 T应力 Tx，同时，由于裂缝闭合，

考虑了垂直于裂缝面的 T应力 Ty
[15, 29]；③除了考虑 Tx

和 Ty，还考虑 Ty对闭合裂缝产生的摩擦作用
[5, 18]，即

Txy。分别对应非闭合裂缝、光滑闭合裂缝、粗糙闭合

裂缝。因此考虑 T应力的非闭合裂缝尖端应力场表达
式可写为
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(8) 
其中 

2 2= (cos sin )xT σ β λ β− +   。        (9) 

2  非闭合裂缝压剪-张拉起裂准则 
最大周向应力准则（MTS）由于意义明确、考虑

影响因素最少，运用最为广泛。其认为当裂缝最大周

向应力 θσ 达到临界值时，将沿着最大周向应力的方向
扩展。裂缝起裂角 θ0由下式可得 

c c

2

20  0
r r r r

θ θσ σ
θ θ= =

∂ ∂
= <

∂ ∂
，   。     (10) 

根据传统断裂力学理论，非闭合裂缝尖端最大周

向应力表达式如下： 
2 2

0
max 2 2

c

(sin cos )1( ) cos π
22 2π 0.5(cos sin )

a
rθ

β λ βθ
σ σ

β λ β η

  += − ⋅ 
− +   

0 0(1 cos ) 3 π (1 )sin cos sinaθ σ λ β β θ


+ + − 

。(11) 

考虑 T应力后，非闭合裂缝尖端最大周向应力表
达式如下： 

2 2
0

max 2 2
c

0 0

(sin cos )1( ) cos π
22 2π 0.5(cos sin )

(1 cos ) 3 π (1 )sin cos sin

a
r

a

θ

β λ βθ
σ σ

β λ β η

θ σ λ β β θ

  += − ⋅ 
− +   


+ + − −


2 2 2

0(cos sin )sinσ β λ β θ+   。           (12) 

传统理论中一般认为 r→0，将式（11）代入式（10）
后临界值 rc可消去进而得到起裂角，但无法采用具体

的 max( )θσ 来表征起裂应力，通常转换为 KIC进行描述。

考虑 T应力后，在计算起裂角和起裂应力时 rc均无法

消去，此时必须考虑其具体取值。一般地，临界尺寸

rc被认为是材料的特征属性，常采用下式表述
[12] 

2

IC
c

t

1
2π

Kr
σ

 
=  

 
 。             (13) 

从式（12）看出，考虑 T 应力后最大周向应力

max( )θσ 与裂缝倾角β 、侧压力系数λ、裂缝半长 a、
相对钝化系数 η以及临界尺寸 rc均存在关系。为便于

分析，引入相对临界尺寸 c= 2 /r aα ，故式（12）可

写为 
2 2

0
max 2 2

0 0

(sin cos )1( ) cos
2 2 0.5(cos sin )

(1 cos ) 3 (1 )sin cos sin

θ

β λ βθ
σ σ

α β λ β η

θ σ λ β β θ

  += − ⋅ 
− +   


+ + − −


2 2 2

0(cos sin )sinσ β λ β θ+   。       (14) 
此时，裂缝半长 a被消除， max( )θσ 转变为与裂缝

倾角 β 、侧压力系数λ、相对钝化系数 η和相对临界
尺寸α 相关的函数。前两者可根据实际应力状态确
定，后两者可根据材料特性和裂缝几何特性确定。 

后文计算中在式（11）中也考虑具体 rc值，将相

对临界尺寸 c= 2 /r aα 代入，即可对比传统理论和考

虑 T应力时最大周向应力的差异。显然，当α →0时，
两者结果是等效的。 

3  压剪非闭合裂缝张拉起裂机理 
3.1  裂缝面应力强度因子分布规律 

对于非闭合裂缝，由于裂缝面不存在摩擦作用，

裂缝面上的应力分布实际上就是外荷载在裂缝面的分

力，仅与裂缝倾角β 、侧压力系数λ有关，而应力强
度因子则有所不同。根据式（4）和式（7）可知，KII

与 β ，λ相关，而 KI则受到法向压应力和横向压应力

的共同影响，与λ，η 和β 有关。非闭合裂缝应力强
度因子 KI/KII比值如下： 

2 2
I

II

1 tan 0.5 (1 tan )=
1 tan

K
K

λ β η λ β
λ β

 + − +
 −  

。(15) 

以单轴受压情况为例，从图 4可知，相对钝化系
数 η 不改变 KI/σ(πa)0.5随裂缝倾角β 增加而减小的趋
势，但影响了其正负大小。在一定角度范围内 KI存在

正值（受拉），η越大，存在正值的角度范围越大。当
裂缝倾角β 为 0°时非闭合裂缝可认为 I 型裂缝问题
（KI > 0，KII = 0），在许多试验中也发现，此时会出
现沿原裂缝面的张拉裂缝[7, 9, 10]。引入相对钝化系数 η
后对 KI / KII存在一定影响，随着 η 不断增加，其对
KI / KII影响范围逐渐增加，在裂缝倾角β 较小时影响
尤为显著。 

图 4 η对 KI和 KI/KII分布规律的影响 
Fig. 4 Effects of η on KI and KI/KII 
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3.2  裂缝尖端周向应力分布规律 

张拉起裂条件与裂缝尖端周向应力分布规律密

切相关，鉴于此，针对裂缝倾角β 、侧压力系数λ、
相对钝化系数 η和相对临界尺寸α 分别进行讨论。 

（1）裂缝倾角β  
取λ  = 0，α = 0.1，η = 0，0.2（数学裂缝和一定

钝化程度的裂缝），研究裂缝倾角 β 对裂缝尖端周向
应力分布的影响，分析中将周向应力进行无量纲处理。

由于计算中α 值取了定值，因此最大周向应力不会趋
于无穷大。 

 

图 5 β对最大周向应力的影响 

Fig. 5 Effects of β on maximum tangential stress 

从图 5可知，无论考虑裂缝钝化度和 T应力与否，
最大周向应力均随裂缝倾角 β 增加呈先增加后减小
的趋势，但最大周向应力对应的裂缝倾角 β 有所差
异。在β = 15°～45°之间存在一个临界角度使得起
裂应力最小。当β 增加到一定程度时，裂缝尖端的周
向应力峰值趋于 0，此时，裂缝尖端并不会发生张拉
起裂。在许多室内试验也可发现，预制裂缝倾角较大

时，张拉裂缝往往不会出现于裂缝尖端，例如β =90°
时，常出现于裂缝面中部区域[8-9, 30]。 
（2）侧压力系数λ  
取 β  = 45°，α  = 0.1，η = 0.2，研究侧压力系

数λ对裂缝尖端周向应力分布的影响。 
从图 6可知，不论考虑 T应力与否，随着λ增加，

最大周向应力逐渐减小，张拉起裂角逐渐增大。当λ增
加至一定程度后，最大周向应力趋近于 0，说明围压
增加，裂缝尖端拉应力逐渐被抑制。在相同λ情况下，
考虑 T应力后，最大周向应力减小，张拉起裂角减小，
也体现了其对张拉起裂的抑制作用。 
（3）相对临界尺寸α  
根据图 5，β 较小时 T应力对最大周向应力影响

更为显著。取λ = 0，η = 0.2，β = 15°，30°和 45°，
研究相对临界尺寸α 对裂缝尖端周向应力影响规律。 

从图 7可见，β = 15°和 30°时，无论考虑 T应
力与否，随着相对临界尺寸α 增加，最大周向应力均

逐渐减小，α 一定时，考虑 T应力会降低最大周向应
力。采用传统理论计算得到的张拉起裂角 θ0 是恒定

的，不随α 增加而变化，考虑 T应力后，θ0随α 增加
而减小。而β  = 45°时，考虑 T应力对裂缝张拉起裂
角和周向应力的影响逐渐减小，趋近于传统理论计算

结果。 

图 6 λ 对周向应力分布的影响 

Fig. 6 Effects of λ  on distribution of tangential stress 

图 7 α对周向应力分布的影响 

Fig. 7 Effects of α on distribution of tangential stress 
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由此说明，采用传统理论时，若考虑具体 rc进行

计算，相对临界尺寸α 增大对最大周向应力存在抑制
作用，但不影响其张拉起裂角 θ0。考虑 T应力后，在
一定倾角范围内，随着相对临界尺寸α 增大，最大周
向应力和张拉起裂角均存在明显减小趋势。 
（4）相对钝化系数 η 
从图 5可知，当β 较小时，相对钝化系数 η对最

大周向应力影响更明显。取λ  = 0，β = 15°，α = 0.1，
研究 η对裂缝尖端周向应力分布规律的影响。 

从图 8可看出，当α 一定时，不论考虑 T应力与
否，随着 η增加，最大周向应力逐渐增加，张拉起裂
角 θ0逐渐减小。说明在相同裂缝长度情况下，裂缝厚

度增大将会增大其最大周向应力，同时，由于 η改变
了 KI大小，使得其起裂角发生改变。 

 

图 8 η对周向应力分布的影响 

Fig. 8 Effects of η on distribution of tangential stress 

3.3  张拉起裂角 

以单轴受压状态为例（λ = 0），研究α 和 η对张
拉起裂角的影响。图 9（a）中实线为采用传统理论针
对数学裂缝计算得到的预测曲线，许多学者研究中也

得到了这条曲线[6, 10]，不过其张拉起裂角恒大于70.5°，
与试验结果不符。考虑裂缝钝化度后得到一定改善，

张拉起裂角 θ0随着 η增大而减小。李部等[17]研究中考

虑了横向压应力对非闭合裂缝的影响，其计算曲线与

图 8中 3条虚线类似，但其试验值仍与理论值存在较
大差距，可能是未考虑材料属性导致的。 

从图 9（b）可知，当 η相同时，考虑 T应力后起
裂角曲线发生改善，在裂缝倾角小于 45°时，张拉起
裂角 θ0且随α 增加而减小。 

值得指出的是，以上计算的曲线中均可发现，当

β 为 90°时起裂角为 180°，实际情况并不会出现。
许多试验中也表明，对于水平裂缝，裂缝中部区域首

先发生张拉起裂，随后在端部可能会出现次生裂缝。

Miao等[30]结合数字图像处理技术分析，认为该次生裂

缝由剪应力引起。 

图 9 η和α 对张拉起裂角的影响 

Fig. 9 Effects of η and α on initiation angle of cracks 

4  试验验证与讨论 
4.1  试验验证 

含裂缝岩石试样制备不便，学者们通常采用类岩

石材料模拟，为验证本文准则合理性，选取典型的类

岩石材料的中心斜裂缝单轴压缩试验结果与理论值进

行对比。由于不同学者采用的材料和试样结构存在差

异，且少有文献给出明确的临界尺寸 rc因而无法确定

相对临界尺寸α ，而相对钝化系数 η一般能够从其试
样结构特征获取。因此，根据不同相对钝化系数 η对
不同学者的研究成果进行分别讨论，所有计算曲线均

已考虑了相对钝化系数的影响。其中，当β = 90°时
裂缝端部最大周向应力为 0，端部并不发生张拉起裂，
故在对比分析时将此点剔除。 
（1）η = 0.1 
Bobet[6]采用石膏模拟单轴压缩下岩石的断裂试

验受到国内外学者的广泛引用，其试验中采用的非闭

合裂缝几何特征为：2a = 12.7 mm，2b = 0.1 mm，对
应本文的相对钝化系数 η = 0.1，其给出了材料属性参
数 rc = 0.22 mm，对应本文的相对临界尺寸α  = 0.26。
同时，Bobet采用数值模拟方法与试验值进行了验证，
图 10中计入了其试验值和模拟值。 

从图 10可知，当β  = 45°和 60°时，传统理论
和考虑 T 应力的预测值与 Bobet[6]研究结果均比较吻
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合，当 β = 30°时，Bobet[6]试验值和模拟值均比传统

理论计算值更小，而考虑 T 应力之后，预测结果和
Bobet[6]的试验值和模拟值吻合程度很高，说明本文准

则预测 Bobet[6]的结果是成功的。由于 Bobet[6]试验中

数据点仅涉及β  = 30°，45°和 60°3种角度，还需
进一步讨论。 

Wong等[7]采用了类似的试样结构（2a = 12.5 mm，
2b = 0.1mm，η = 0.1），也对石膏进行了试验，其倾角
取值更为密集。虽然在β = 45°附近其试验值略高于
理论值，但在β < 45°范围明显体现了本文准则的合
理性。假定石膏的材料属性一致，从总体来看，Wong
等[7]试验点与α  = 0.26曲线也较为吻合，体现了起裂
角随裂缝倾角增加而增加的规律。 

 

图 10 石膏试验值与理论值对比（η = 0.1） 

Fig. 10 Comparison between theoretical and experimental results  

..of gypsum（η = 0.1） 

（2）η = 0.2 
Vesga等[8]、郭少华[9]、Lin等[10]以及Wang等[26]

分别针对压实黏土、石膏、水泥砂浆和花岗岩试样开

展了中心斜裂缝单轴压缩试验，裂缝相对钝化系数 η
均在 0.2 左右，但相对临界尺寸α 未知。除压实黏土
试样的裂缝长度 2a为 25 mm，其他 3种材料试样的
裂缝长度 2a均为 30 mm。假定石膏、水泥砂浆与花
岗岩这 3种材料的 rc差距不大，取 rc = 0.2～1.0 mm，
则 α = 0.16～0.37。Vesga等[8]研究中的压实黏土含水

率较小，但脆性仍相对其它材料更差，参考Wang等[16]

对不同压实黏土 rc 的对比研究，取该压实黏土 rc = 
0.8～3.3 mm，则 α = 0.36～0.73。 

从图 11可知，当β  = 45°时，不同材料的起裂
角基本相同，此时不同理论曲线在该角度下的起裂角

也是基本相同的。随着β 偏离 45°，不同材料的试验
值均偏离传统理论预测曲线。考虑 T应力后，在β  = 
0°～60°范围内，石膏[9]、水泥砂浆[10]及花岗岩材料[26]

的试验值或模拟值处于α = 0.20曲线附近，而压实黏
土[8]的试验值则与α  = 0.40曲线吻合，根据试验反推
得到的α 值在预估范围之内，充分说明了压实黏土的

rc值大于其他 3 种材料，说明本文准则能够体现材料
属性差异。当β  > 60°后，不同材料的试验值与理论
值偏差均逐渐增大，尤其是压实黏土的试验值，其起

裂角偏差约 50°。Vesga等[8]指出， β = 75°和 90°
时翼型张拉裂缝并不出现于裂缝端部附近，而是出现

与裂缝面中部区域，此时采用线弹性断裂力学分析必

然存在误差。 

 

图 11 压实黏土、石膏、水泥砂浆和花岗岩试验值与理论值 

.对比（η = 0.2） 

Fig. 11 Comparison between theoretical and experimental results 

of compacted clay, gypsum, cement mortar and granite（η = 0.2） 

综上说明，本文准则中考虑了 T应力，因此能够解
释不同材料属性引起的差异性断裂行为，在β ≤45°范
围α 越大起裂角越小，在β > 45°范围α 越大起裂角
越大。不过，在 β较大时，由于裂端部发生的起裂机
制发生改变，此时理论值与试验值存在差距。 
（3）η = 0.3～0.45 
图 12 收集了 3 组试验数据，对应的裂缝相对钝

化系数 η在 0.3左右。Zhang等[27]和郭少华[9]分别采用

PFC数值试验和室内试验研究了石膏的断裂特性，但
相对临界尺寸α 未知。假定两者采用的石膏材料差别
不大，取 rc = 0.2～1.0 mm，对应地，α 分别在 0.25～
0.56和 0.16～0.37范围。Zhuang等[28]采用砂岩相似材

料开展了中心斜裂缝单轴压缩试验，根据其力学参数

得到该相似材料 rc = 2.96 mm，对应地，根据其裂缝
长度 2a = 15 mm得到α = 0.89。 

从图 12可知，β  = 0°，15°和 30°时 3种材
料试验值处于α  = 0.20和α  = 0.40曲线之间，根据
α 预估值范围，Zhang 等[27]、郭少华[9]的试验值在该

角度范围内与本文准则吻合程度较好。而随着 β 增
加，所有试验值与理论值的差距均逐渐增大。根据

Zhuang等[28]的试验值分布规律，其采用的砂岩相似材

料的α 值应与前两者所采用的材料相近，但其文献中
给出的α 值达到 0.89，与本文理论曲线存在显著差异。
可能是抗拉强度和 I 型断裂韧度测试方法或精度导致
的。按照 Zhuang 等[28]文献中给出的砂岩的力学性能

可知，其 rc在 0.48～1.80范围，对应β  = 0.36～0.69，
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较 0.89小得多。 

 

图 12 石膏和砂岩相似材料试验值与理论值对比（η = 0.3） 

Fig. 12 Comparison between theoretical and experimental results  

   of gypsum and sandstone similar materials（η = 0.3） 

此外，郭少华[9]研究中也对相对钝化系数η为0.45
的石膏试样进行了试验，如图 13所示。在类似的，在
β  = 0°，15°和 30°时，其试验值处于α = 0.20和
α = 0.40曲线之间，根据α 预估值范围说明吻合程度
较好，但随着β 增加，本文理论值与试验值的差距较
大。 

综上可知，基于传统断裂力学理论，采用 MTS
准则计算非闭合裂缝的起裂角时，由于将其裂缝厚度

考虑成趋于 0的数值，忽略了横向压应力的作用，计
算得到的张拉起裂角恒大于 70.5°。本文准则考虑了
裂缝几何特性和 T应力时，引入了相对钝化系数 η和
相对临界尺寸α ，不仅能够体现裂缝几何特性的影
响，而且体现了不同材料的差异性断裂行为。 

当 η = 0.1和 0.2时，本文准则在β = 0°～60°与
试验值吻合程度较高；在 η = 0.3和 0.45时，本文准
则仅在β = 0°～30°时与试验值吻合较好，随着β 增
加，偏离程度逐渐增大。可见，本文准则存在一定适

用范围。 

 

图 13 石膏试验值与理论值对比（η = 0.45） 

Fig. 13 Comparison between theoretical and experimental results  

of gypsum（η = 0.45） 

4.2  讨论 

采用Williams展开项建立的压剪断裂准则，其前

提假设是建立在数学裂缝基础之上的，一般不考虑横

向压应力的影响。本文准则引入了相对钝化系数，体

现了裂缝几何形态对裂缝端部应力集中特性，即在应

力强度因子 KI中得到了体现。不过，仍无法改变断裂

力学理论中认为裂缝在端部起裂的假定。 
为进一步探究其原因，对于本文图 3中的真实裂

缝模型，文献[23]中采用复变函数和保角变换方法，
得到相对钝化系数和裂缝倾角对裂纹面最大拉应力出

现位置的影响。令 s为最大拉应力出现位置距裂缝尖
端的距离，将 s除于裂缝半长 a进行无量纲化，如图
14所示。从图 14可知：η一定时，s/a随着β 增大而
增大，呈指数型曲线状；β 一定时，s/a随着 η增大而
增大。当 η = 0.1和 0.2时，s/a在β = 0°～60°范围
趋近于 0，说明了本文准则在以上范围的合理性。而当
η =0.3和 0.45时，起裂位置偏离裂缝端部的趋势越来越
明显，说明了图 12，13中预测曲线偏离试验点的原因。 

 

图 14 η对最大拉应力出现位置的影响 

Fig.14 Effects of η on location of maximum tangential stress 

此外，图 14中实心圆点是 Zhang等[27]采用 PFC
模拟时监测的数据，其非闭合裂缝的相对钝化系数 η
约为 0.32，进一步说明了起裂位置与裂缝倾角的关系。
根据图 5也可发现，在单轴受压情况下，即便是 η = 0.1
时，裂缝倾角β  = 85°时最大周向应力已经趋于 0，
说明近水平裂缝不可能在端部发生张拉起裂。现有文

献中，相对钝化系数最小也只能在 η = 0.1。根据图 14，
此时在β  > 80°后，裂缝起裂点逐渐远离裂缝端部，
许多试验现象也验证了这点[8-9]。 

目前岩石压剪断裂准则大多是建立在数学裂缝

模型基础上，以裂缝端部起裂为前提假设，分析方法

往往是先建立理论模型然后采用试验结果去验证理论

的合理性和适用性。对于压剪非闭合裂缝而言，由于

室内试验中很难做到无限细长的裂缝，无法真正接近

数学裂缝的假设条件，导致采用断裂力学理论建立的

压剪断裂准则在一定范围是失效的。拉剪裂缝也存在

此问题，但由于拉剪作用下裂缝端部的最大周向应力

并不会趋于 0，多数情况下在端部附近发生应力集中，
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裂缝几何特性对拉剪裂缝的影响不如压剪非闭合裂缝

显著。 
采用室内试验验证基于断裂力学理论建立的非

闭合裂缝压剪起裂准则时，必须控制试样的裂缝的几

何特性，也就是要确定何时能够接近数学裂缝的假定

条件。根据本文试验验证结果来看，单轴加载情况下，

相对钝化系数 η≤0.2 时在β = 0°～60°范围能够满
足条件。当 η较大时，起裂点位置逐渐远离裂缝端部，
使得试验值与理论值必然存在较大误差。 

当裂缝厚度较大时，应当将其考虑成扁椭圆裂缝

模型，采用复变函数和保角变换的方法，根据裂缝的

具体形态建立裂缝面方程，考虑裂缝面各个点的应力

状态，此时断裂准则中涉及了裂缝起裂点位置，但似

乎无法考虑材料属性的影响。 

5  结    论 
（1）引入相对钝化系数 = /b aη 和相对临界尺寸

c= 2 /r aα 对压剪非闭合裂缝的应力场进行定量描

述，沿用最大周向应力准则的思想，建立了考虑裂缝

几何特性和 T应力的压剪张拉断裂准则。相对钝化系
数 η增加对裂缝端部最大周向应力存在促进作用，相
对临界尺寸α 对最大周向应力存在抑制作用。 

（2）针对压剪非闭合裂缝，传统线弹性断裂力
学理论中未考虑裂缝厚度，导致计算得到的张拉起裂

角恒大于 70.5°。本文准则引入相对钝化系数和相对
临界尺寸，使得起裂角预测曲线得到改善，且能够解

释裂缝长度和材料属性共同引起的差异化断裂行为。 
（3）当相对钝化系数 η≤0.2、裂缝倾角β  = 0～

60°时，本文准则对典型类岩石材料的张拉起裂角预
测是成功的。然而，随着 η逐渐增大，本文准则理论
值与试验值误差逐渐较大，在β 较大时尤为明显。主
要原因是由于 η增大后，起裂点逐渐偏离裂缝端部，
与理论假设存在差异。 

（4）采用室内试验验证基于断裂力学理论建立
的非闭合裂缝压剪起裂准则时，试样的裂缝厚度需要

加以控制，否则试验和理论代表的模型是截然不同的。

根据本文成果，建议相对钝化系数 η≤0.2，若预制裂
缝厚度由于条件限制无法足够小，可同时增大试样尺

寸和裂缝长度。 
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港珠澳大桥拱北隧道施工变形规律分析 
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摘  要：在地质条件复杂的沿海富水地层开挖浅埋超大断面隧道，面临诸多风险，暗挖施工易对围岩进行扰动，引起
地层变形。新型“管幕冻结”支护可以有效控制暗挖施工引起的地表沉降过大问题，该工法下隧道开挖过程中地表位

移变化主要受暗挖产生的地层损失和土体冻结膨胀以及隧道开挖卸荷后的上浮效应等因素影响。基于现场实测数据，

对洞内拱顶位移、水平收敛和地表变形规律进行分析发现，拱顶位移与对应地表处的位移变化具有较强的一致性，纵

向上在隧道中部段出现上浮，两侧洞口段出现下沉。受分层开挖扰动影响，隧道两侧土体向内变形导致洞内水平收敛

增大，最大水平收敛为 15.72 mm，约为隧道横向跨度的 0.8%。新型管幕冻结暗挖施工工法可以很好地控制富水地层渗
漏水问题，且极大地减小了隧道内部的位移变形，但其冻结膨胀引起地表隆起及解冻后的地表融沉问题仍需密切关注。 
关键词：港珠澳大桥；管幕冻结；地层损失；拱顶位移；水平收敛 
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Observed deformation behavior of Gongbei Tunnel of Hong Kong-Zhuhai-Macao 
Bridge during construction 
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Abstract: The excavation of shallow buried tunnels with super-large section in coastal water-rich strata with complex 

geological conditions faces a lot of risks. The surrounding soil is easy to be disturbed during excavation, causing the ground 

deformation. The new method of “freezing-sealing pipe-roof for pre-support” can effectively control the surface settlement 

caused by the excavation construction. The change of surface displacement during tunnel excavation using this method is 

mainly affected by the factors such as the ground loss caused by tunnel excavation, expansion of frozen soil and floating effect 

after tunnel excavation unloading. The rules of tunnel crown displacement, horizontal convergence and ground deformation are 

investigated based on the in-situ observation. The displacements of the tunnel crown and the corresponding surface are 

consistent. In the longitudinal direction, the crown and ground surface move up in the middle section and move down in the 

sections at both sides near the working shafts. Under the influence of layered excavation disturbance, the inward deformation of 

the soil at both sides of the tunnel leads to the increase of horizontal convergence, and the maximum horizontal convergence is 

15.72 mm, which is about 0.8% of the transverse span of the tunnel. The new freezing-sealing pipe-roof method can solve the 

problem of water leakage in the water-rich strata, and greatly reduce the internal deformation of the tunnel. However, the 

problem of surface heaving caused by soil freezing and the surface settlement after soil thawing still require great attention. 

Key words: Hong Kong-Zhuhai-Macao Bridge; freezing-sealing pipe-roof; ground loss; crown displacement; horizontal 

convergence 

0  引    言 
港珠澳大桥是中国首个世界级跨海工程，港珠澳

大桥珠海连接线工程是其 8个重要组成部分之一，连

接港珠澳大桥海中桥隧主体工程。珠海连接线工程中
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拱北隧道全长 2705 m，横穿拱北口岸。拱北隧道暗挖
段全长 255 m，埋深 4～5 m，开挖断面面积约为 345 
m2，是目前世界上开挖断面最大的暗挖隧道之一。 

拱北隧道暗挖段主要穿越软弱淤泥质地层，土体

含水率高、压缩性强、灵敏度高、易触变、强度低，

开挖扰动后易变形。而且隧道下穿珠澳两地通关口岸

间的狭长区域，所处地理位置政治敏感度高，周边环

境复杂，附近地面建筑分布较多，且多含长桩基础，

因此对施工期间的地面变形控制、渗涌水风险控制、

周边地层扰动控制要求十分严格。 
富水软弱地层抗扰动能力差，超大断面浅埋暗挖

施工极易对围岩产生扰动，进而引起地层变形[1-2]，当

地层移动和地表变形超过一定的限度时就会造成地面

塌陷、周边建筑物损害、地下管线损害等事故[3]。管

幕工法是一种利用顶管机顶进钢管到土体中，然后在

各钢管间注入止水剂以达到止水要求，形成止水帷幕，

再进行矿山法开挖或箱涵顶进施工的暗挖施工工法[4]，

可以建立良好的隧道开挖环境和有效减少暗挖施工所

引起的地表沉降和变形过大问题。但管幕法钢管间止

水效果难以保证，在富水地层中难以满足防渗水要求。

人工地层冻结法在中国应用已超过 60 a，是隧道工程
防治水的有效工法之一[5]。为满足施工要求，拱北隧

道工程采用管幕法与人工冻结法相结合的新工法，即

“管幕冻结法”。管幕冻结法有效解决了单一管幕法施

工中止水难的问题和单一冻结法中周边冻土刚度不够

支护效果差的问题[6-7]。但是，人工冻结法的施工过程

中经常伴随有土体冻胀和融沉现象，对土的工程性质

以及相邻建筑物产生不良影响甚至破坏。陶德敬等[8]

应用随机介质理论，对冻结法隧道的冻结、开挖和解

冻 3个阶段的地表位移及变形预测进行了计算分析。
而肖世国等[9]、朱合华等[10]在关于管幕施工引起的竖

向变形分析中指出，管幕施工可能带来较大的地层位

移，并提出了相应的控制措施。而管幕冻结作为一种

新型的地层加固方法，对隧道开挖稳定的控制作用尚

不明确。 
目前，针对管幕法和冻结法的地面沉降变化规律

及预测模型的研究较多，但对新型“管幕冻结预支护”

下隧道施工引起的地表位移变化特征及隧道洞内的位

移变形规律缺乏了解。因此，本文主要对拱北隧道施

工中的地表位移、拱顶位移及隧道水平收敛实测数据

进行分析，为今后管幕冻结暗挖施工提供指导与建议。 

1  工程概况 
拱北隧道是港珠澳大桥珠海连接线的关键控制

工程，位于澳门特别行政区与珠海交界处，暗挖段为

双向六车道上下层叠层隧道，下穿拱北海关风雨廊通

道，地质条件复杂，周边环境敏感。图 1为该工程的
地理位置与周边建筑物的情况。 

 

图 1 拱北隧道平面图 

Fig. 1 Plan and location of Gongbei Tunnel 

1.1  工程地质条件 

暗挖段隧道拱顶围岩主要为杂填土和砂，边墙围

岩主要为淤泥质土、粉质黏土，底板围岩主要为砂、

砾质黏土。地下水主要为孔隙潜水，水位埋藏浅（约

地面下 1 m），水量丰富，主要赋存于淤泥和砂土层。
隧道上部土层具有高含水率、高压缩性、高灵敏度、

易触变、低强度的特点，而下部土层具有强透水性的

特点。拱北隧道口岸段地层分布如图 2所示。 

 

图 2 拱北隧道所处地层纵向剖面图 

Fig. 2 Vertical section of strata of Gongbei Tunnel 

1.2  施工方案 

拱北隧道采用“管幕冻结预支护”的暗挖施工方

法，口岸内共设置两个工作井，通过工作井进行顶管

顶进形成管幕圈，管幕圈共由 36根直径 1.62 m的钢
管组成，管幕圈和冻结管设置方法如图 3所示。采用
冻结法进行管幕间止水，在管幕和冻结帷幕的保护下

进行隧道开挖与支护施工。拱北隧道暗挖段采用台阶

法开挖，全断面共分为 5台阶 14步开挖，从东西两端
相向开挖，边开挖边支护，二次衬砌紧跟初期支护，

为模筑混凝土，待二次衬砌达到设计强度时，自上而

下施作三次衬砌。拱北隧道详细方案可参考文献[11～
14]。 
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图 3 管幕冻结示意图 

Fig. 3 Curved freezing-sealing pipe roof of Gongbei Tunnel 

2  施工监测方案 
根据工程监测方案，监测内容主要有：地表竖向

位移、拱顶位移和净空收敛。 
地表竖向位移监测沿隧道纵向每 5～10 m设置一

个观测断面，共 24 个监测断面，对应洞内里程为
YK2+400—YK2+640。每个断面沿横向在 3倍隧道跨
度内布设测点，隧道跨度范围内测点间距 2 m，隧道
跨度范围外测点间距依次为 2，3，5，8，10 m，每个
断面约 15 个测点（见图 4）；风雨廊通道区域地面位
移测点布置如图 5所示；拱顶位移监测断面和地表竖
向位移监测断面对应，设置在隧道顶部，一个断面设

置 3个测点（见图 6）；净空收敛断面也与位移监测断
面对应，测点主要布置在钢支撑上（见图 7）。 

 

图 4 地表竖向位移监测点平面布置图 

Fig. 4 Floor plan of monitoring points for surface vertical  

..displacement 

 

图 5 风雨廊通道地面位移测点布置图 

Fig. 5 Layout of monitoring points for displacement of “Fengyu”  

channel 

 

图 6 拱顶位移监测点布置图 

Fig. 6 Layout of monitoring points for crown displacement 

 

图 7 隧道收敛监测点布置图 

Fig. 7 Layout of monitoring points for tunnel convergence 

3  施工期监测数据分析 
3.1  隧道拱顶位移 

拱北隧道纵向上拱顶位移的整体变形特征为隧道

中部上移，两侧洞口段下沉（如图 8所示）。一方面隧
道从东西两侧相向开挖，在隧道中部段进行贯通开挖，

由于贯通区开挖在竖直方向上的卸荷作用，隧道底部

及周边土体会产生一定的隆起，隧道结构受到土体向

上的作用力，使得隧道中部段整体上移；另一方面隧

道及四周管幕整体可看做一个圆柱体，受大范围管幕

冻结的影响，其纵向上会产生向东西两侧延伸的趋势，

同时两侧洞口的混凝土连续墙约束力较强，受到洞口
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两侧的纵向约束后，隧道中部可能出现整体被迫上移。

其次，两侧洞口紧邻工作井，低温冻结系统易受外界

影响，所以两侧洞口段周边土层条件相对较差，浅埋

超大断面的开挖，易导致拱顶出现下沉。 

 

图 8 纵向拱顶变形模式图 

Fig. 8 Longitudinal deformation mode of crown 

（1）两侧洞口段拱顶位移 
两侧洞口段的拱顶位移变形模式主要分为两类： 
模式一：“快下沉—缓下沉—趋平稳”，拱北隧道

两侧洞口段大部分拱顶位移测点呈现该模式变化特

点。如图 9（a）中和第 03，04断面以及图 9（b）中
的 4个典型断面所示，快速下沉段为自监测断面向前
开挖 10 m范围过程，最大下沉速率为 2.8 mm/d，最
大拱顶下沉量为 12.0 mm。从各监测断面向前开挖至
约 20 m 的距离，各断面拱顶位移进入缓慢下沉段，
并且由于受台阶法分层开挖施工的扰动，拱顶位移呈

现一定的上下波动，总体上呈持续下沉趋势。开挖至

监测断面前方 30～40 m 范围时，拱顶位移逐渐趋于
平稳，进入稳定阶段。 
模式二：“滞后期—快下沉—趋平稳”，如图 9（a）

中第 01，02断面拱顶位移曲线所示，断面拱顶下沉存
在一定滞后性，掌子面向前开挖初期，断面的拱顶位

移上下波动，未立即出现明显的下沉。继续向前开挖

过程中，断面拱顶出现明显下沉，下沉量为 4～7 mm。
继续向前开挖掌子面逐渐远离监测断面过程中，拱顶

出现略微上移，上移量约为 2～3 mm，之后随着时间
的积累，拱顶位移逐渐趋于稳定。 
模式一是两侧洞口段大部分断面拱顶位移的普遍

变形规律，浅埋超大断面开挖引起的两侧洞口段拱顶

下沉，主要分为 3个阶段：快速下沉段、缓慢下沉段
和趋于平稳段。而在一些存在外部约束的断面，如东

侧工作井附近的 01，02断面，由于受工作井的约束效
应影响，隧道开挖引起的拱顶下沉可能会存在一定的

滞后性，出现如模式二所示的拱顶变形特点。 
两侧洞口段的拱顶位移主要表现为下沉，由于地

层冻结效果和注浆效果差异的影响，不同断面的拱顶

下沉量大小存在差异，最大下沉量为 12.0 mm，最小
下沉量仅为 0.3 mm。并且拱顶的下沉会存在一定的滞
后性，在施工过程中，应注意严格监控距离开挖掌子

面较近的断面拱顶位移变化。大多数自监测断面向前

开挖 10 m 范围内，拱顶位移变化幅度较大，因为此
时开挖掌子面距监测断面较近，且受中下部台阶开挖

的扰动影响较大。掌子面开挖至距监测断面约 30 m
时，监测断面周边土体应力重分布逐渐完成，围岩新

平衡建立，拱顶位移逐渐趋于稳定。 

图 9 两侧洞口段拱顶位移曲线 

Fig. 9 Displacement curves of crown near working shafts 

（2）隧道中部段拱顶位移 
图 10 为隧道中部段拱顶位移变化曲线。由图可

知，隧道中部 3个典型断面拱顶位移变形模式较为一
致，和洞口段的变形模式明显不同，主要包含平稳上

移段、平台稳定段、急剧上移段和稳定阶段 4个过程。
如第 11断面，在开挖至第 12断面过程中，其拱顶上
移速度较慢，总上移量约为 2 mm。在 A-1导洞全线
贯通后，A、B、C台阶的贯通区开挖前期，3个断面
的拱顶上移速率均略微加快，呈现平稳较快上移特点，

至 2017年 1月 20日，拱顶上移量均达到约 4 mm。
随后进入 “平台期”，持续时间约为 20 d。在 A、B、
C 台阶贯通区开挖后期，拱顶出现急剧上移现象，上
移速率突然迅速增大，最大拱顶上移量达 11.9 mm，
之后随着贯通区的开挖完成，拱顶位移逐渐趋于稳定。 
总体上隧道中部的拱顶位移主要表现为上移，且

各断面拱顶位移变化规律较为一致，其中 A、B、C
台阶贯通区的开挖对隧道拱顶位移影响较大，会引起

3 个断面拱顶的大幅上移，说明隧道中部断面开挖中
上层台阶区域时，垂直方向上卸载作用明显，使得拱
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顶发生上移。 

 

图 10 隧道中部段拱顶位移曲线 

Fig. 10 Displacement curves of crown in the middle section 

（3）隧道洞口与中部连接段拱顶位移 
图 11 为隧道东侧洞口与中部连接段拱顶位移变

化曲线。由图 11可知，隧道东侧洞内拱顶位移的正负
变化发生在 05和 06断面之间。其中近洞口一侧的 04
和 05断面拱顶位移呈现先下沉，后平缓的特点，最大
下沉量为 5.8 mm；近隧道中部一侧的 06和 07断面拱
顶位移呈现先上移，后平缓的特点，最大上移量为 4.5 
mm。04和 05断面的拱顶下沉量较东侧洞口断面的拱
顶下沉量小，06 和 07 断面拱顶上移量较隧道中部断
面的拱顶上移量小，说明洞内拱顶位移纵向上呈现如

上文图 8所示的变形模式：两侧洞口呈现下沉，隧道
中部呈现上移，且由两侧洞口至隧道中部区段，拱顶

下沉量逐渐减小，在连接段变化为拱顶上移后，上移

量逐渐增大。 

 

图 11 隧道东侧洞口与中部连接段拱顶位移 

Fig. 11 Displacement curves of crown in connection section 

3.2  隧道水平收敛 

随着掌子面的分层分步开挖，由于开挖卸荷作用，

在隧道两侧水土侧压力的作用下，发生向内的水平位

移变形。台阶法分层开挖期间，拱北隧道典型断面水

平收敛变化规律如图 12，13所示，其中“-”为距离

减小，“+”为距离增大。 
图 12 为两侧洞口段隧道水平收敛随隧道开挖变

化的曲线。由图 12可知，在开挖下一台阶时，各台阶

水平收敛急剧增大，随后增速开始减缓，水平收敛缓

慢增长一段时间后逐渐趋于平稳。因此两侧洞口段的

隧道水平收敛随时间的变化趋势可分为 3个阶段：快
速增长阶段、缓慢增长阶段、趋于稳定阶段。 
图 12（a）第 06断面中 C台阶水平收敛最大值为

15.72 mm，约为其他台阶最大收敛值的两倍。图 12
（b）第 24断面中 A、B、C台阶的水平收敛均较大，
其中最大水平收敛值为 14.56 mm，发生在 B台阶。而
D台阶水平收敛最大值仅为 3.73 mm，约为 A、B、C
台阶最大水平收敛值的四分之一。 

 

图 12 两侧洞口段隧道水平收敛变形 

Fig. 12 Horizontal convergence of tunnel near working shafts 

根据上述分析可知，两侧洞口段断面的中上部水

平收敛监测值较大，且中上部的水平收敛变化趋势较

为一致，各台阶水平收敛的快速增大发生在下一台阶

的开挖阶段。因此大断面隧道台阶法分层开挖时，应

加强上一层台阶的水平收敛监测，并及时施做支护结

构，防止水平收敛过大。隧道底部水平收敛监测值相

对较小。一方面是因为隧道底部进行了及时封闭施工，

使得隧道底部监测捕捉到的变形占总变形的比例小；

另一方面因为隧道底部水平收敛的监测时间相对较

短，使得未能监测到全部的水平收敛，导致监测值较

小。考虑拱脚变形特点及其重要性，工程实践中应注

重拱脚或墙脚的水平收敛监测，控制其收敛量在安全

范围内，并及时封闭。全断面开挖完成后，各台阶水

平收敛逐渐趋于稳定，但由于前方掌子面机械开挖施
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工的影响，水平收敛值在一定范围内呈现上下波动。 
图 13为隧道中部第 11断面各台阶水平收敛变形

曲线。由图可知，A、B 台阶的水平收敛增速较小，
呈现缓慢增长的趋势，随着时间积累，逐渐趋于稳定。

C、D 台阶的水平收敛相对增速较大，最大水平收敛
发生在 D台阶为 6.02 mm。隧道中部段的水平收敛整
体呈现持续缓慢增长特征，没有出现明显的稳定阶段。 

图 13 隧道中部第 11断面水平收敛变形 

Fig. 13 Horizontal convergence deformations of section No.11 

隧道中部段断面水平收敛绝对值较两侧洞口段

小。纵向上隧道中部冻土帷幕距两侧工作井远，整体

密闭性较好，不易受外界环境干扰，土体冻结效果好，

所以隧道开挖时四周围岩自稳能力较好，抗扰动能力

较强，开挖施工引起的水平收敛相对较小。 
总的来说，拱北隧道的暗挖施工主要引起向内的

水平收敛变形。随着台阶法的分层开挖，隧道两侧围

岩从上至下逐层向内挤压，使得隧道内部水平收敛逐

渐增大。最大水平收敛发生在东侧洞口段第 06断面 C
台阶，最大值为 15.72 mm，仅为隧道横向跨度的 0.8%，
说明整体上隧道周边形成的冻土帷幕体系刚度较大，

隧道结构整体收敛变形较小。 
3.3  地表变形 

富水软弱地层中超大断面浅埋隧道的开挖，容易

导致上覆土层产生较大的地层损失，进而引起地表沉

降，但拱北隧道采用“冻结+管幕”的预支护形式，
且冻结持续整个开挖过程，导致富水土体凝结体积变

大，进而引起地表隆起。同时对于部分冻结薄弱帷幕

周围的土体注浆加固，也会导致地表的隆起。所以拱

北隧道开挖期的地表位移主要受台阶法暗挖和土体冻

结膨胀两方面因素的影响。 
为分析“管幕+冻结”暗挖复杂施工工法下，大

断面浅埋隧道台阶法开挖对地表变形的影响规律，本

节数据处理的原则为：选取两个典型断面的若干代表

性测点，取台阶 A开挖面接近典型断面 10 m时的断
面地表变形量为初始归零值，不计之前的地表位移值，

之后的地表位移累计值即为台阶法开挖过程中产生的

地表变形，其中“-”为沉降，“+”为隆起。 

（1）两侧洞口段地表变形 
拱北隧道采用台阶法暗挖施工，从东西侧相向开

挖，东侧先于西侧开挖。开挖期两侧洞口的位移变形

模式如图 14所示，两侧洞口紧邻工作井，土体低温冻
结易受外界影响，所以两侧洞口段隧道上覆及周边土

层条件相对较差[13]，浅埋超大断面的开挖过程中，洞

内拱顶出现下沉，造成隧道上方地层损失，进而会引

起地表发生沉降变形。同时土体冻结和注浆使得周边

土体膨胀反而会导致地表隆起，两种位移作用相互抵

消。两侧洞口段隧道开挖引起的地表沉降作用占主导，

最终地表位移主要表现为沉降。 

 

图 14 开挖期两侧洞口段位移变形示意图 

Fig. 14 Displacement mode of tunnel near working shafts 

图 15为开挖期第 02断面地表位移变化曲线。由
图可知每一台阶开挖经过时，地表测点会产生一定的

沉降，特别 A、B台阶的开挖引起了地表的较大沉降。
2-8测点位于隧道轴线上方，其沉降绝对值最大为 21.8 
mm，说明靠近隧道轴线的地表沉降量较两侧大。C
台阶开挖通过后，各测点地表不同程度的发生了隆起

变形，这是由于第 02断面区域的持续冻结和局部注浆
加固所致。E 台阶的开挖对地表位移影响相对较小，
地表整体基本维持稳定。因此，台阶法开挖上层台阶

时，应加强地表位移的沉降监测。 

 

图 15 开挖期第 02断面地表位移变化曲线 

Fig. 15 Displacement curves of surface of section No. 2 

图16为第02断面开挖期横截面地表位移变化图。
由图 16可知，洞内 A、B台阶的开挖引起第 02断面
的地表整体发生沉降变形，且隧道开挖区正上方的地

表沉降效应比隧道开挖区外侧更显著。在隧道开挖区

外侧区域，距隧道中轴线越远，地表位移的变化量越

小。在与隧道中轴线距离超过 20 m 的地表区域，地
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表位移变化量均小于 5 mm。C、D、E台阶开挖通过
后，地表位移累计值呈现一定的隆起变化，这是由于

第 02 断面区域的持续冻结和局部注浆加固引起的隆
起效应，使得各测点地表呈现缓慢隆起的现象，但各

台阶开挖通过时，部分测点仍会出现局部的短期沉降，

如图 15所示。 

 

图 16 第 02断面开挖期横截面地表位移变化图 

Fig. 16 Change of surface displacement of section No. 2 

为便于比较，表 1列出了开挖期两侧洞口段两个
典型断面拱顶和对应地表测点处的最大位移量。由表

可知，开挖期两侧洞口典型断面的拱顶均出现下沉，

且拱顶下沉量越大，对应地表处的地面沉降也越大，

但最大地表沉降量未超过 30 mm。 
表 1 两侧洞口段拱顶和对应地表处位移对比表  

Table 1 Displacements of crown and corresponding surface 

位置 断面号 最大拱顶位移/mm 最大地表位移/mm 

东侧洞口 第 02断面 -7.3（下沉） -21.8（沉降） 

西侧洞口 第 23断面 -8.8（下沉） -29.6（沉降） 

（2）隧道中部段地表变形 
如图 17所示，隧道周边土体的持续冻结会使得土

体进一步膨胀，导致地表隆起变形；其次拱北隧道相

向开挖至隧道中部段进行各台阶的贯通区开挖，会导

致竖直方向卸荷作用明显，隧道底部土体会产生一定

的隆起，隧道结构处于隆起土层内的部分会受到土体

向上的作用力，可能导致隧道发生一定的向上位移，

进而引起一定的地表隆起。所以隧道中部段地表的累

计位移表现为隆起。但由于拱北隧道的台阶法暗挖引

起的地层损失，使得地表在各台阶开挖过程中可能会

引起地表隆起速率的降低甚至出现一定范围内的地表

沉降。 

图 17 开挖期隧道中部段位移变形示意图 

Fig. 17 Displacement mode of tunnel in middle section 

图 18为开挖期第 12断面地表位移变化曲线。由
图可知，A、B 台阶开挖经过时，地表测点变形趋势
仍呈现明显的隆起变形，但其隆起速率存在一定程度

的下降。C、D、E 台阶开挖过程中 12 断面地表出现
了较为明显的沉降，其中 C、D 台阶开挖经过时的地
表最大沉降约为 12 mm，E台阶开挖经过时的地表最
大沉降约为 3 mm。上文 3.3中（1）小节中指出，两
侧洞口段的地表位移变形主要发生在 A、B台阶的开
挖过程中。而隧道中部段的地表位移变形却主要发生

在 C、D、E中下部台阶的开挖过程中。所以在浅埋大
断面隧道暗挖施工中，应密切注意各个台阶开挖所引

起的地表变化，提高地表监测频率。各个台阶开挖通

过后，由于管幕冻结效应的持续，地表又呈现缓慢隆

起的变形趋势。图 19展示了隧道中部区域由于地表隆
起产生的地表开裂现场图。 

 

图 18 开挖期第 12断面地表位移变化曲线 

Fig. 18 Displacement curves of surface of section No.12 

 

图 19 隧道中部段地表开裂 

Fig. 19 Ground cracking in middle section 

表 2列出了开挖期隧道中部段 3个典型断面拱顶
和对应地表测点处的最大位移量。由表 2可知，开挖
期隧道中部典型断面拱顶出现上移，对应地表处产生

隆起变形。而且位于风雨廊通道区域内的断面拱顶上

移量较大，但其地表隆起值却相对风雨廊通道区域外

地表小约 50%。说明可能受风雨廊通道建筑物的限制
影响，导致该区域地表的实测隆起值相对较小。 
（3）隧道洞口与中部连接段地表变形 
图 20和图 21为开挖期隧道东侧洞口与中部连接

段第 05和 06断面地表位移变化曲线。由图可知每一
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台阶开挖经过时，地表测点会在一定范围内产生沉降，

特别 A、B台阶的开挖引起了地表的较大沉降。在 A、
B 台阶开挖通过后，地表整体变形趋势表现为缓慢隆
起，这是由于土体的持续冻结和局部注浆加固所致。 

表 2 隧道中部段拱顶和对应地表处位移对比表  

Table 2 Displacements of crown and corresponding surface 

位置 断面号 
最大拱顶位移

/mm 

最大地表位移

/mm 

第 12断面 11.0（上移） 25.5（隆起） 风雨廊通道

区域内 第 14断面 10.8（上移） 28.0（隆起） 

风雨廊通道

区域外 
第 16断面 5.5（上移） 62.9（隆起） 

图 20 开挖期第 05断面地表位移变化曲线 

Fig. 20 Displacement curves of surface of section No. 5 

图 21 开挖期第 06断面地表位移变化曲线 

Fig. 21 Displacement curves of surface of section No. 6 

由 3.1中（3）小节可知，隧道东侧洞口与中部连
接段洞内拱顶位移在 05和 06断面出现了由下沉向上
移的变化，且连接段的拱顶位移变化量相对较小。第

05 和 06 断面的地表位移变化量较隧道两侧洞口和中
部段也相对较小，最大位移变化量为 7.4 mm。并且在
断面开挖 A、B台阶时，地表表现为沉降变形，随后
由于土层冻结效应的影响，地表逐渐上升，转变为隆

起变形，也出现了地表位移的沉降和隆起之间的变化。 

4  管幕解冻后监测数据分析 
自 2017年 9月 24日，拱北隧道全线结束冻结维

护期，各个冻结机组在数天内陆续关闭，进入解冻期。

解冻期持续约一个月，隧道全线冻结土体逐渐恢复常

温。图 22显示了自 9月 24日起 19周内风雨廊地面位
移测点的位移变化曲线（“-”代表沉降）。 
图 22（a）中，位于隧道开挖区正上方处风雨廊

各测点呈现一致的地表沉降规律。在停止冻结的前两

周，地表沉降较小。随后地表沉降速率明显加快，最

大沉降速率为 20.8 mm/周。地表沉降的快速增大持续
至第 11 周，期间各测点地表周沉降量基本均大于 10 
mm。第 11周后，各测点地表沉降速率放缓，地表位
移逐渐趋于稳定。从第 16周开始，地表周沉降量最大
不超过 3.5 mm。 
图 22（b）中，相对于隧道开挖区正上方测点，

位于澳门联检大楼一侧的风雨廊测点总体地表沉降偏

小。距隧道开挖区水平距离 9 m的WC07和WC11测
点，在停止冻结的前两周，地面位移仍呈现出微隆起

的现象，隆起量约为 2 mm。两周后，两测点地表开
始出现沉降，且沉降速率较快，平均沉降速率约为 9.5 
mm/周。地表沉降的快速增大同样持续至第 11周，第
11周后沉降速率放缓，地表逐渐趋于稳定；紧靠澳门
联检大楼的WC04、WC08和WC16测点，由于其距
离隧道开挖区较远，且受到周边联检大楼建筑物的约

束影响，地表沉降量相对于其他测点更小，其最大沉

降量仅为 39 mm。 

 

图 22 停止冻结后风雨廊测点地表沉降 

Fig. 22 Surface settlements of “Fengyu” channel after thawing  

图 23 中，WC05 和 WC06 测点位于隧道开挖区
正上方地表对称的两侧，解冻至第 2周和第 16周时两
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测点处的地表沉降十分接近，说明在隧道开挖区正上

方，由于解冻导致的地表沉降沿隧道轴线呈对称分布；

WC07和WC08测点与隧道开挖区的水平距离分别为
10 m和 20 m，并且WC08测点紧靠澳门联检大楼。
解冻至第 2周时，靠近联检大楼一侧的风雨廊地表仍
呈现微隆起，且距离隧道开挖区越远，隆起量越大。

而隧道开挖区正上方地表则出现沉降。说明在解冻初

期，隧道四周冻结土体逐渐恢复常温，冻土发生沉降，

导致隧道开挖区正上方地表出现沉降。风雨廊地面为

混凝土板式结构，具有一定的刚度，板式结构一侧下

沉，使得另一侧发生上翘。解冻至第 16周后，随着解
冻过程的完成，隧道周围冻土得到完全消融，导致板

式结构整体下移，如图 24所示。 

 

图 23 停止冻结后横向地表位移变化 

Fig. 23 Displacements of horizontal surface after thawing 

 

图 24 解冻期地面混凝土板运动模式示意图 

Fig. 24 Movement modes of concrete slab during thawing 

拱北隧道冻土帷幕厚度约为 2.5 m，冻土帷幕体
积约为 195 m3。管幕停止冻结后，庞大的冻土帷幕恢

复正常温度并开始融解需要一定的时间，所以在前两

周内地表位移沉降量较小。从解冻第 3周起，冻土帷
幕进入快速融解阶段，地表沉降也随着冻土帷幕融解

的加速而迅速增大。由于冻土帷幕的体积巨大，整体

完全融解耗时较长，自解冻第 3周到第 11周，两个月
内地表一直维持较快的沉降速率。但随着时间的积累，

冻土帷幕融解后与周围土体和隧道结构逐渐形成新的

平衡体系，以致因冻土帷幕的解冻而造成的地表沉降

效应逐渐减弱，最终地表逐渐趋于稳定。从管幕停止

冻结至地表稳定，整个过程耗时约 16周。 

5  结论与建议 
本文以管幕冻结法施工的港珠澳连接线拱北隧道

为工程背景，分析了拱北隧道暗挖施工中的地表变形、

拱顶位移和水平收敛以及管幕解冻后的地表变形发展

规律，得到如下结论与建议： 
（1）拱北隧道纵向上拱顶位移的变形特征为隧道

中部段上移，两侧洞口段下沉。数值上拱顶上移和下

沉量均未超过 14 mm，说明管幕冻结支护效果较好，
可以较好地控制拱顶位移。拱顶位移的迅速增长主要

发生在断面的中上层台阶开挖过程中，因此台阶法开

挖大断面隧道中上部区域时，应注意开挖施工引起的

拱顶位移，提高现场实时监测频率。 
（2）台阶法的分层分步开挖，使得隧道两侧冻土

帷幕向内挤压，引起隧道水平收敛变形。下层台阶的

开挖，一般会引起上层台阶水平收敛的迅速增大。水

平收敛变形的大小与管幕冻结的效果密切相关，冻结

效果好，形成的冻土帷幕自稳能力强，则水平收敛变

形小。整体上拱北隧道水平收敛均较小，最大值不超

过 16 mm，说明管幕冻结形成的冻土帷幕体系刚度较
大，具有较高的可靠性与安全性。 
（3）隧道开挖期地表位移纵向上也呈现隧道中部

段隆起，两侧洞口段沉降特征。地表的位移变化主要

受浅埋超大断面暗挖引起地层损失和土体冻结膨胀以

及隧道开挖卸荷后的上浮效应等因素影响。洞内拱顶

的下沉，一般伴随着地表的沉降。在隧道施工中，应

注意洞内外监测数据的实时对比分析，及时采取相应

措施控制地表变形。 
（4）解冻引起的地表沉降横向上从隧道开挖区正

上方区域向两侧逐渐减小，最大冻融沉降发生在距隧

道中心轴线约 7～8 m地表处，沉降量达到 176.9 mm。
由于冻土帷幕体积庞大，地表融沉存在一定滞后性，

解冻前两周地表沉降不明显，之后进入近两个月的快

速沉降阶段，最快沉降速率达 20.8 mm/周。所以，解
冻施工中应时刻监测地表沉降情况，及时进行地层注

浆，防止融沉过大损害周边建筑物。 
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Na2SO4盐渍原状黄土冻融过程劣化特性试验研究 
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摘  要：选取西安 Q3原状黄土，人工制备不同 Na2SO4含量的盐渍原状黄土试样。通过冻融作用下的三轴剪切及 CT扫
描试验，研究了 Na2SO4盐渍原状黄土冻融过程劣化规律及微细观结构损伤演化机制。结果表明：冻融作用对应力–应

变曲线的类型及特征无明显影响，均表现为应变硬化型。破坏偏应力随冻融次数增加逐渐减小，但衰减速率逐渐减小，

表现出减速劣化特征；冻融条件下破坏偏应力随着含盐量增加逐渐减小，且表现出线性或加速劣化特征。黏聚力呈现

与破坏偏应力相似的劣化特征；内摩擦角变化幅值较小且无明显规律。冻融与盐蚀劣化因子的比值随冻融次数增加逐

渐增大但增速逐渐减小，随含盐量增大逐渐减小且衰减速率逐渐减小。CT数ME值呈现与破坏偏应力和黏聚力相似的
劣化规律；构建了 CT细观损伤变量演化方程，可较好预测试样冻融过程细观结构损伤演化规律。宏细观损伤变量表现
出一致的变化规律，表明 CT细观结构损伤变量准确揭示了宏观三轴剪切强度指标的劣化机理。 
关键词：硫酸钠；盐渍原状黄土；冻融作用；三轴剪切试验；CT扫描 
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Experimental study on deterioration behavior of saline undisturbed loess with 
sodium sulphate under freeze-thaw action 
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(1. School of Civil Engineering, Xi'an University of Architecture and Technology, Xi'an 710055, China; 2. Shaanxi Key Laboratory of 

Geotechnical and Underground Space Engineering, Xi'an University of Architecture and Technology, Xi'an710055, China) 

Abstract: Xi'an Q3 undisturbed loess was chosen to artificially prepare saline undisturbed loess specimens with different 

gradients of sodium sulphate content. The triaxial shear and CT scanning tests under freeze-thaw action are then conducted to 

study deterioration behavior and damage mechanism of microstructure of the saline undisturbed loess with sodium sulphate. 

The results show that the freeze-thaw action has no obvious effect on the type of stress-strain curves, which constantly present 

characteristics of strain hardening. The failure deviator stress decreases with the increasing number of freeze-thaw cycles while 

the attenuation rate gradually declines, indicating that freeze-thaw action results in weakening deterioration rate. Moreover, the 

failure deviator stress experiences a linear or growing decline rate at higher salt content, demonstrating that salt erosion leads to 

linear or strengthening deterioration rate. The cohesion exhibits the similar characteristics of deterioration with the failure 

deviator stress. The internal friction angle shows a little variation and no explicit regularity. The ratio of freeze-thaw 

deterioration factor to that for salt erosion increases with a growing number of freeze-thaw cycles, while its growth rate declines. 

In addition, the ratio decreases with higher salt content and its attenuation rate also declines. The ME value of CT scanning 

presents the similar variation with failure deviator stress and cohesion. A formula for microscopic damage variable is then 

established, and can well predict the damage rules of microstructure of specimens under freeze-thaw action. Both the 

macroscopic and microscopic damage variables show the consistent variation, indicating that microscopic damage variable well 

reveals the deterioration mechanism of triaxial shear strength indexes. 

Key words: sodium sulphate; saline undisturbed loess; freeze-thaw action; triaxial shear test; CT scanning 

0  引    言 
黄土是指在第四纪地质时代中以风力作用形成的

黄色粉土沉积物，是一种在特定环境中形成的具有特
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殊性质的土。由于黄土地区处于季节冻土区，黄土受

季节性冻融作用的影响显著，每年春季发生的冻融灾

害非常频繁。此外，对于盐蚀作用诱发的黄土边坡剥

落等病害也不容忽视。笔者对陕北黄土高原区边坡盐

蚀剥落病害进行了实地调研，每处调研点由表及里

（0～30 cm）每隔 5 cm取一份土样，用于室内易溶盐
分析试验。试验结果表明，边坡表层主要富集 Na2SO4

等易溶盐，在冻融循环等条件下极易发生反复溶解和

结晶的盐蚀作用，使被侵蚀黄土结构损伤扩展，劣化

破坏，从而诱发边坡盐蚀剥落病害[1]。因此，开展冻

融环境下含盐黄土的盐蚀劣化研究具有重要意义。 
目前关于冻融循环作用对盐渍土物理力学性质的

影响研究已有大量文献资料。高江平[2]系统开展了盐

渍土冻胀、盐胀机理的试验与数值仿真研究工作。李

振等[3]以某干渠渠基盐渍土为研究对象，研究了冻胀

量与各影响因素之间的变化规律。牛玺荣等[4]推求了

考虑冻胀和盐胀耦合作用下硫酸盐渍土体积变化模型

并采用自行研制的试验系统对模型进行了验证。黄雪

峰等[5]基于室内单次降温试验，对宁夏扶贫扬黄灌溉

工程沿线硫酸盐渍土盐胀特性及影响因素进行了试验

研究。张莎莎等[6]开展了多因素交互作用下砾类亚硫

酸盐渍土的盐胀试验并建立了其盐胀率简化预测模

型。此外，部分学者对冻融作用下黄土强度变形特性

进行了研究。胡再强等[7]探讨了冻融循环条件下杨凌

重塑黄土强度变化规律并构建了其强度劣化系数拟合

方程。谷琪等[8]探究了冻融循环过程中湿陷性黄土的

变形及湿陷情况。然而关于冻融作用对含盐原状黄土

影响的研究较少，含盐量、冻融循环次数及其耦合效

应导致土体强度衰减程度的定量化关系尚不明确。 
研究学者对黄土及盐渍土微细观结构演化规律亦

开展了大量研究工作。陈正汉等[9]结合 CT 技术和三
轴剪切设备，系统研究了黄土在多种应力路径及浸水

湿陷过程中的细观结构演化特性并进一步基于 CT 数
据构建了其细观结构演化方程。张伟等[10]基于 CT–三
轴剪切试验，探究了剪切过程中硫酸盐渍土的应力应

变关系和 CT 图像及 CT 数的变化规律。叶万军等[11]

研究了冻融环境下黄土体结构在不同观测尺度下的损

伤演变规律。但关于冻融作用下盐渍原状黄土微结构

损伤扩展演化模式的研究尚未见有专门研究报道。 
盐渍原状黄土是一种具有典型天然结构强度的特

殊土，冻融循环作用对其结构强度影响较大。基于此，

本文选取西安 Q3原状黄土，人工制备不同 Na2SO4含

量的盐渍原状黄土试样，通过冻融循环条件下的三轴

剪切及 CT扫描试验，研究 Na2SO4盐渍原状黄土冻融

过程盐蚀劣化规律及微细观结构损伤演化机制。研究

成果对探究黄土盐蚀作用诱发边坡剥落等病害的成灾

机理具有重要的参考意义。 
 

1  试验材料与试样制备 
1.1  试验黄土 

试验黄土为取自陕西西安某基坑的 Q3原状黄土，

基坑深度为 10 m，取样深度为 8～10 m。原状土样用
削土刀在基坑侧壁上刻取。按照 GB/T50123—2019《土
工试验方法标准》对原状土样进行基本物理性质分析，

结果如表 1 所示。试样粒组含量：>0.05 mm(5%)，
0.01～0.05 mm(52%)，0.005～0.01 mm(24%)，<0.005 
mm(19%)。 

表 1 试样物理性质指标 

Table 1 Physical properties of undisturbed loess 
土粒相对密度

Gs 
干密度 

ρd/(g·cm-3) 
孔隙比

e 
液限 
wL/% 

塑限 
w P/% 

塑性 
指数 Ip 

2.70 1.42 0.92 34.3 19.6 14.7 

1.2  试样制备 

三轴剪切和 CT 扫描试样尺寸相同，均削制成直
径 39.1 mm、高度 80 mm的标准圆柱试样。然后通过
向原状土样中浸入不同浓度的 Na2SO4 盐水来人工制

备含水率w为 20%，Na2SO4含量 η分别为 0.0%，0.5%，
1.0%，1.5%的盐渍原状黄土试样。关于人工制备盐渍
原状黄土试样的方法，其具体操作流程参见笔者已发

表相关文献[12]，在此不再赘述。为进一步验证上述方

法的制样效果，特选取 3个制备好的标准圆柱试样，
其编号分别为 T-1（w=20%，η=0.5%）、T-2（w=20%，
η=1.0%）、T-3（w=20%，η=1.5%）。将每一个标准试
样均等分成 4块 20 mm高的小圆柱体，以代表试样的
4个不同位置，其编号依次为 1，2，3，4。然后分别
测定每个小圆柱体试块的含水率和含盐量，试验结果

如图 1所示。由图 1可见，试样不同部位含水率和含
盐量变化曲线平缓，趋于一条直线，即试样内部含水

率和含盐量的分布较为均匀。此外，试样不同部位的

含水率和含盐量与目标值基本一致，因而人工制备盐

渍原状黄土试样的方法可以满足试验要求。 

图 1 试样含水率及含盐量分布 

Fig. 1 Water and salt profiles for standard specimens  
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2  试验方案 
2.1  冻融试验 

利用保鲜膜将制备好的含盐原状试样包裹，构成

一个不补（散）水的密封环境，随后放入高低温试验

箱进行冻融循环试验。由于三轴试样尺寸较小，土样

端部和侧面换热条件虽有所差异，但影响不大。因此

本次冻融循环试验为封闭系统下的多向快速冻融循环

试验，以保证冻融时试样水分迁移较少。 
图 2所示为陕北榆林和延安地区近十年月平均最

低气温变化曲线。从图中可以看出，环境温度变化区

间在-20℃～20℃之间，因此以当地最低气温（约-20
℃）为冻结温度，最高气温（约 20℃）为融化温度，
进行冻融循环试验。试验方案如下：为保证试样充分

冻融，低温-20℃条件下冻结 12 h，高温 20℃条件下
融化 12 h，即一个冻融循环为 24 h；冻融循环次数 N
分别为 0，1，2，5，10。 

 

图 2 榆林和延安地区月平均最低气温变化曲线 

Fig. 2 Curves of meteorological data for Yulin and Yan’an 

2.2  三轴剪切试验 

试样经受不同冻融循环次数后，为避免排水固结

对冻融损伤后试样结构状态扰动，进行不固结不排水

（UU）三轴剪切试验。试验过程中剪切速率设定为
0.4 mm/min；考虑到盐渍原状黄土试样浅层分布特点，
其侧向压力相对较小，因而三轴剪切试验采用较低围

压，分别为 50，100，150，200 kPa。剪切过程中若应
力–应变关系表现为有峰值的软化型曲线，当峰值后

轴向应变达到 3%～5%时，结束试验；反之，若应力
应变关系表现为应变硬化型曲线，则以轴向应变达到

15%作为剪切终止条件。 
2.3  CT扫描试验 

CT试验采用 Brilliance 16螺旋 CT机，其空间分
辨率为 0.208 mm，CT值范围为-1024～+3071。试验
时将经受不同冻融循环次数的含盐原状黄土试样每次

扫描 3个断面，每个断面之间均间隔 20 mm，3个断
面从土样底部到顶部依次标记为 a，b，c截面。通过

CT扫描得到试样的细观结构图像，然后根据 CT成像
原理，基于物质吸收系数运算可以得到材料内部任意

一点的 CT 数，进一步统计分析可以获得图像任意一
个区域 CT数均值ME。ME值体现扫描断面内所有物
质点的平均密度，密度越小则试样ME值越小，因而
其数值变化可以反映试样内部损伤扩展过程[13]。 

3  试验结果与分析 
3.1  三轴试验结果分析 

（1）应力–应变关系曲线 
图 3所示为试样应力–应变曲线变化规律。从图

中可以看出，冻融循环过程对黄土试样应力–应变曲

线的类型及特征无明显影响，冻融循环前后均表现为

应变硬化型。此外，相同冻融循环次数条件下，含盐

量变化对应力–应变曲线的变化特征亦无显著影响，

亦均表现为“硬化型”的变化趋势。 

 

图 3 冻融作用下试样应力–应变曲线 

Fig. 3 Stress-strain curves under freeze-thaw action 

为深入揭示冻融条件下 Na2SO4 盐渍原状黄土强

度劣化特性，取轴向应变 1ε 为 15%时的偏应力作为破
坏偏应力 1 3 f( )σ σ− ，亦即试样的强度值，如图 4所示。
从图中可以看出，冻融循环对强度产生明显的劣化效

应，破坏偏应力随着冻融循环次数增加逐渐减小，但

降低速率逐渐减小，表现出显著的减速劣化特征；冻

融条件下 Na2SO4 含量亦对强度产生显著的盐蚀劣化

效应，破坏偏应力随着含盐量增加逐渐减小，且呈现

显著的线性或加速劣化特征。 
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图 4 试样强度变化规律曲线 

Fig. 4 Variation of strength of specimens 

（2）黏聚力 
图 5（a）所示为黏聚力随冻融循环次数变化规律

曲线。由图可见，随着冻融循环次数增加，黏聚力逐

渐减小，但衰减主要集中在前 5次冻融循环，之后逐
渐趋于稳定，表现出减速劣化特征，这与前述三轴破

坏偏应力随冻融循环次数的劣化规律是一致的（图 4
（a））。分析其原因，冻融循环作用下孔隙水相态变化
对土颗粒产生挤压力，破坏了土颗粒之间的原生结构

强度，导致黏聚力降低。多次冻融循环条件下土颗粒

排列趋于平衡状态，颗粒联结强度达到稳定残余强度，

黏聚力亦趋于稳定。 
黏聚力随含盐量变化规律曲线如图 5（b）所示。

从图中可以看出，除了未经受冻融循环（N=0）试样
的黏聚力随含盐量增加无明显变化外，其它试样的黏

聚力均随含盐量的增加逐渐减小，且衰减速率逐渐增

大，表现出加速劣化特征，这亦与前述三轴破坏偏应

力随含盐量的劣化特性表现出了很好的一致性（图 4
（b））。分析其原因，冻融循环条件下试样内部 Na2SO4

可溶盐的结晶—溶解—重结晶过程的反复盐蚀作用使

得黄土体结构受到破坏并变得较为松散，强度显著降

低。未经受冻融循环黄土试样内部的硫酸钠无相态变化

亦即无法表现出盐蚀作用，因而其黏聚力无明显变化。 
（3）内摩擦角 
图 6 所示为内摩擦角随冻融循环次数及 Na2SO4

含量变化规律。由图 6可见，部分试样的内摩擦角随
冻融循环次数增加逐渐减小，部分试样的内摩擦角表

现出波动变化特征，但整体变化幅值均较小；随含盐

量增加大体上表现出先减小而后增大的特征，但变化

幅值亦很小，可以认为内摩擦角随含盐量增大无显著

变化。总体而言，笔者分析认为冻融作用下 Na2SO4

盐渍原状黄土试样内摩擦角变化幅值较小且无显著变

化规律。这是由于内摩擦角大小主要取决于土颗粒间

的摩阻力和咬合作用，而冻融循环和盐蚀作用对上述

因素并无显著影响。 

图 5 黏聚力变化规律曲线 

Fig. 5 Variation of cohesion  

图 6 内摩擦角变化规律曲线 

Fig. 6 Variation of internal friction angle  
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（4）冻融与盐蚀劣化作用解耦分析 
冻融循环条件下 Na2SO4 盐渍原状黄土不仅受到

孔隙水相变引起的冻融劣化作用，且要受到 Na2SO4

易溶盐相态改变引起的盐蚀劣化作用。为定量分析冻

融与盐蚀劣化规律及相互关系，以下基于冻融循环条

件下黏聚力变化规律，对冻融与盐蚀劣化作用进行解

耦分析。 
图 7 所示为冻融与盐蚀劣化作用解耦路径示意

图。图中路径 a-b表示在 5次冻融循环后仅冻融作用
引起的劣化值；路径 b-c 表示 5次冻融循环后，含盐
量 0.5%时仅盐蚀作用引起的劣化值；路径 b-d表示 5
次冻融循环后，含盐量 1.0%时仅盐蚀作用引起的劣化
值；路径 b-e表示在 5次冻融循环后，含盐量 1.5%时
仅盐蚀作用引起的劣化值。 

 

图 7解耦路径示意图 

Fig. 7 Schematic diagram of decoupling path 

为定量化揭示任意损伤过程中冻融与盐蚀劣化作

用的贡献，采用归一化处理方法分别定义冻融与盐蚀

劣化因子，可通过下式计算： 
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式中  D1 为冻融劣化因子，亦即冻融损伤占比；D2

为盐蚀劣化因子，亦即盐蚀损伤占比； 0c 表示初始状
态试样黏聚力； 0ic − 表示冻融循环次数为 i、含盐量为
0.0 %时黏聚力； i jc − 表示冻融循环次数为 i、含盐量为
j %时黏聚力。（其中 i取 1，2，5，10；j取 0.5，1，
1.5）。 
进一步由式（1），（2），可推得以下关系式： 

 1 2 1D D+ =   。               (3) 
式（3）表明，任意损伤过程归一化处理后，冻融

和盐蚀劣化因子 D1，D2 即分别定量化揭示了冻融和

盐蚀损伤的贡献，其物理意义直观明了。 
图 8（a）所示为冻融与盐蚀劣化因子的比值随冻

融循环次数变化规律。从图中可以看出，冻融与盐蚀

劣化因子的比值随冻融次数增加逐渐增大，亦即冻融

作用对试样强度劣化的影响逐渐增强；但随着冻融次

数持续增大，其增速逐渐减小，趋于一个稳定数值。

值得注意的是，冻融作用下含盐量较高试样（1.5%）
冻融与盐蚀劣化因子的比值始终小于 1，亦即冻融劣
化效应弱于盐蚀劣化效应。分析其原因，由前述盐蚀

劣化因子 D2的计算公式可知，对于含盐量较高试样，

其计算值显著增大，从而导致冻融与盐蚀劣化因子的

比值急剧减小。 
冻融与盐蚀劣化因子的比值随含盐量变化规律如

图 8（b）所示。由图可见，冻融与盐蚀劣化因子的比
值随含盐量增大逐渐减小，亦即盐蚀作用对试样强度

劣化的影响逐渐增强；随着含盐量持续增大，其衰减

速率逐渐减小，趋于一个较小数值。此外，仅冻融循

环 1次条件下，冻融劣化因子与盐蚀劣化因子的比值
始终小于 1，亦即冻融劣化效应弱于盐蚀劣化效应。
分析其原因，由前述冻融劣化因子 D1 的计算公式可

知，对于仅冻融循环 1次试样，其计算值显著减小，
从而导致冻融与盐蚀劣化因子的比值亦显著减小。 

 

图 8 冻融与盐蚀劣化因子比值的变化规律曲线 

Fig. 8 Variation of ratio of freeze-thaw deterioration factor to that  

.by salt erosion  

3.2  CT扫描试验结果分析 

（1）冻融循环次数对细观结构的影响规律 
图 9所示为 Na2SO4含量 1.0%试样冻融过程不同

截面的 CT 细观结构图像。图中白色区域代表试样密
度较大处，黑色区域代表试样中孔洞、裂隙发育的位
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置。从图中可以看出，冻融循环条件下不同扫描断面

的细观结构损伤表现出相似的变化规律：冻融前黄土

试样内部存在一定的孔洞及微裂纹且无序分布，从而

导致试样产生一定的初始损伤效应。随着冻融循环次

数增加，受冰水相变的影响，微小孔洞逐渐扩大，且

有互相贯通之势；初始微裂纹逐渐发展成裂隙，其长

度及宽度均有不同程度扩展。 

 

图 9不同冻融循环次数下 CT图像 

Fig. 9 CT images under different freeze-thaw cycles 

图 10所示为 CT数ME值随冻融循环次数变化规
律曲线。由图可见，冻融初期阶段试样的 CT 数 ME
值衰减速率较大，随着冻融次数持续增大，CT数ME
值逐渐趋于稳定，表现出减速衰减特征。上述变化规

律反映出冻融初始阶段试样细观结构损伤演化速率较

大，亦即试样内部微裂隙增长较快；多次冻融循环后，

试样细观结构损伤劣化作用减弱。这很好的解释了前

述三轴破坏偏应力和黏聚力随冻融循环次数的变化关

系（图 4（a），5（a））。 

图 10 CT数ME值与冻融循环次数关系 

Fig. 10 Variation of ME with freeze-thaw cycles  

（2）Na2SO4含量对细观结构的影响规律 
图 11所示为冻融循环 5次条件下不同 Na2SO4含

量盐渍原状黄土试样 c 截面 CT细观结构扫描图像。
由图可见，冻融作用下不含盐试样内部大孔隙或裂隙

发育相对较少。随着含盐量增加，CT 图像灰度有一
定程度的加深，特别是图像下部裂隙有一定的扩展和

发育，出现新的细小孔隙及裂隙，盐蚀劣化程度较不

含盐试样显著增大；对含盐量为 1.5%试样，裂缝扩展

程度较大，且中部产生较大孔隙。 

 

图 11 不同含盐量下 CT图像  

Fig. 11 CT images of specimens with different salt contents 

图 12所示为 CT数ME值随含盐量变化曲线。由
图可见，冻融条件下 CT数 ME值随含盐量增大呈现
出近似线性或加速衰减特征。上述变化规律反映出冻

融条件下试样细观结构损伤演化速率随含盐量增大有

增大的趋势，亦即试样内部微裂缝扩展速率逐渐增大，

盐蚀劣化作用增强。这亦很好的解释了前述三轴破坏

偏应力和黏聚力随含盐量的变化规律（图 4（b），5
（b））。值得注意的是，未经受冻融循环（N=0）试样
的 CT数ME值随含盐量增加无显著变化，这是由于未
冻融条件下试样内部 Na2SO4易溶盐无相态变化，盐蚀

劣化作用无法产生，因而 CT数ME值无明显变化。 

 

图 12 CT数ME值与含盐量关系 

Fig. 12 Variation of ME with salt content 

（3）CT细观损伤变量 DME 
根据 CT原理[14]可以得到 

 0 0(1000 )/(1000 )H Hρ ρ= + +   。 (4) 
式中  ρ为试样的密度；ρ0为初始状态下试样的密度；

H，H0分别为与ρ和ρ0所对应的试样 CT数ME值。 
令 

 0ρ ρ ρ∆ = −   ，             (5) 

将式（4）代入式（5），则有 

 0
0

1000 1
1000

H
H

ρ ρ
 +

∆ = − × 
+ 

  。   (6) 

根据密度损伤变量公式[15]，可以得到 CT细观结
构损伤变量 DME的表达式如下： 

 ME 2
0 0

1D
m

ρ
ρ
∆

= −   ，           (7) 

式中，m0为 CT机空间分辨率。 
将式（6）代入式（7），则可以最终得到基于 CT

数ME值的损伤变量 DME表达式： 
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 0
ME 2

0 0

1
1000

H H
D

m H
 −

= ×  
+ 

  ，    (8) 

式中，DME 数值越大表示试样损伤幅值越大，DME=0
代表试样初始状态。 
图 13所示为 CT细观损伤变量 DME变化规律。从

图中可以看出，细观损伤变量随着冻融循环次数增加

逐渐增大，但增速逐渐减缓，表现出减速劣化特性；

细观损伤变量随着含盐量增加近似线性或加速增大，

表现出等速或加速劣化特性。 

图 13 细观损伤变量 DME变化规律曲线 

Fig. 13 Variation of mesoscopic damage variable  

进一步根据细观损伤变量DME随冻融循环次数变

化曲线，发现损伤变量 DME与冻融循环次数 N具有如
下关系： 

 ME ( ) ND N
a bN

=
+

  ，        (9) 

式中，N为冻融循环次数，a，b均为拟合参数。 
将损伤变量 DME 随冻融循环次数变化结果按

N/DME–N的关系进行拟合分析，结果如图 14（a）所
示。从图中可以看出，二者近似呈线性关系，其中拟

合参数 a为直线的截距，b为直线的斜率。 
对式（9）进一步求导可得 

 ME
2

d( )
d ( )
D a
N a bN

=
+

  。      (10) 

在曲线的起始点，N=0，则式（10）可表示为 

 
ME

1
DI

a
=   ，              (11) 

式中，
MEDI 即为损伤变量 DME的初始斜率。 

当 N→∞时，从式（9）中可得出 

 ME ult
1( )D
b

=   ，           (12) 

式中， ME ult( )D 为损伤变量 DME 的极限值，表示试样

达到冻融破坏极限时损伤变量的峰值。 
由此可以看出，a代表损伤变量 MED 的初始斜率

MEDI 的倒数；b为损伤变量 MED 极限值 ME ult( )D 的倒数。 
图 14（b）所示为拟合参数与含盐量变化关系。

从图中可以看出，拟合参数 a，b随含盐量可近似表示
为线性变化关系。因此，进一步考虑含盐量的影响，

建立拟合参数 a，b与含盐量关系式： 
 0a aαη= +   ，            (13a) 
 0b bβη= +   ，            (13b) 

式中，η为试样含盐量（%）；a0，b0和α，β分别为图
中直线的截距与斜率。 
将式（13）代入式（9）中，可得到细观损伤变量

DME在不同冻融循环次数及含盐量下的多变量演化方

程： 

 ME
0 0

( , )
( ) ( )

ND N
a b N

η
αη βη

=
+ + +

 ， (14) 

式中，所有参数均通过试验结果拟合得到，a0=4.941，
b0=3.715，α=-0.915，β=-1.087。 
图 14（c）是含盐量分别为 0%，0.5%，1.0%，1.5%

下的损伤变量试验值与计算值对比图。从图中可以看

出，损伤变量试验值与计算值均匀分布于直线 y=x两
侧，拟合相关性较好，表明该模型可较好预测 Na2SO4

盐渍原状黄土冻融过程细观结构损伤演化规律。 
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图 14 细观损伤变量 DME拟合分析 
Fig. 14 Fitting analysis of mesoscopic damage variable 

4  讨    论 
Na2SO4 盐渍原状黄土宏观损伤特征表现为强度

劣化，劣化过程中必然伴随着试样内部细观裂隙的产

生和发展，CT 扫描试验可以定量化研究试样细观结
构损伤演化规律。基于此，分别定义基于黏聚力的宏

观损伤变量λC和 CT数 ME值的细观损伤变量 DME，

以对比分析宏细观损伤演化规律的相互关系。CT 细
观损伤变量 MED 已通过前述式（8）得到，基于黏聚力
宏观损伤变量λC可通过下式计算： 

 0
C

0

i jc c
c

λ −−
=    ，           (15) 

式中，λC数值越大表示试样损伤幅值越大，λC=0代表
试样初始状态，λC=1代表完全损伤状态； 0c ， i jc − 的

含义如前述公式（1）和（2）所示。 
宏观损伤变量λC 和细观损伤变量 DME 变化规律

如图 15所示。由图可见，宏细观损伤变量表现出相似
的变化规律：冻融初始阶段宏细观损伤变量均增速较

大，随着冻融次数持续增加，逐渐趋于稳定，表明冻

融作用会导致试样的减速劣化效应。此外，宏细观损

伤变量随含盐量增加其增速均逐渐增大，表明盐蚀作

用会导致试样的加速劣化效应。综上，宏细观损伤变

量表现出的一致变化规律表明 CT 细观结构损伤变量
准确揭示了宏观三轴剪切力学强度指标的劣化机理。 

图 15 宏细观损伤变量变化规律曲线 

Fig. 15 Variation of macroscopic and mesoscopic damage variables 

 

5  结    论 
（1）冻融作用对应力–应变曲线的类型及特征无

明显影响，均表现为应变硬化型。破坏偏应力随着冻

融次数增加逐渐减小，但降低速率逐渐减小，表现出

减速劣化特征；冻融条件下破坏偏应力随着含盐量增

加逐渐减小，且表现出线性或加速劣化特征。 
（2）黏聚力呈现与破坏偏应力相似的劣化特征；

内摩擦角变化幅值较小，无显著变化规律。 
（3）冻融与盐蚀劣化因子的比值随冻融次数增加

逐渐增大但增速逐渐减小，随含盐量增大逐渐减小且

衰减速率逐渐减小。 
（4）CT数ME值表现出与破坏偏应力和黏聚力

相似的劣化规律；构建了 CT细观损伤变量演化方程，
可较好预测冻融过程细观结构损伤演化规律。 
（5）宏细观损伤变量表现出一致的变化规律，表

明 CT 细观结构损伤变量准确揭示了宏观三轴剪切强
度指标的劣化机理。 
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黏性地层面板式土压平衡盾构刀盘泥饼堵塞试验研究 
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摘  要：面板式土压平衡盾构机在黏性地层中掘进时刀盘容易出现结泥饼问题，泥饼形成后会覆盖刀具、堵塞刀盘开
口，从而降低刀盘的掘进效率，甚至使得盾构机完全丧失掘进能力，给盾构隧道施工带来严重影响。首先介绍了刀盘

与土颗粒之间的黏附机理，通过自制的面板式刀盘掘进模拟装置开展了室内试验，研究了盾构掘进速度和刀盘扭矩的

变化规律及其与刀盘堵塞之间的相关关系。研究表明：刀盘堵塞是一个连续渐进的过程，土颗粒首先在刀具密集处黏

附聚集，然后逐渐扩大形成泥饼；泥饼形成后会覆盖刀具，降低刀具对地层的贯入度，并堵塞开口，降低渣土通过效

率；在掘进参数上面主要体现为刀盘扭矩增大、盾构掘进速度减慢、排土顺畅度降低；刀盘开始结泥饼后，刀盘扭矩

的增长符合三次多项式函数关系，掘进速度呈指数型降低；试验同时表明，土体含水率对刀盘结泥饼及堵塞具有显著

影响，当其接近塑限时，泥饼最容易形成，盾构掘进效率最低，刀盘开口堵塞风险最大。研究成果对于评估黏性地层

面板式土压平衡盾构掘进刀盘结泥饼及堵塞的风险具有借鉴意义。 
关键词：土压平衡盾构；黏性地层；面板式刀盘；泥饼；堵塞；室内试验 
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Experimental study on clogging of cutterhead for panel earth-pressure-balance 
shield tunneling in cohesive strata 

FANG Yong1, WANG Kai1, TAO Li-ming1, LIU Peng-cheng1, DENG Ru-yong2   
(1. Key Laboratory of Transportation Tunnel Engineering of Ministry of Education, Southwest Jiaotong University, Chengdu 610031, China;  

2. Southwest Survey and Design Co., Ltd. of China Railway Siyuan Survey and Design Group Co., Ltd., Kunming 650220, China) 

Abstract: The panel EPB shield machine is prone to mud cake problems when excavating in clay ground. The cutters will be 

gradually covered by the mud cake, and the opening of the cutterhead will be clogged. The tunneling efficiency will be reduced 

and even the shield machine will completely lose its tunneling capacity. Thus, the mud cake poses great influences to shield 

tunnel construction. The adhesion mechanism between the cutterhead and the soil particles is introduced. The indoor tests are 

conducted by using the self-made panel cutterhead excavating simulation devices. Changes of cutterhead-driving speed and 

torque are studied, and the relationship between these parameters and the clogging of cutterhead is revealed. The research 

results demonstrate that the cutterhead clogging is a gradual process. The soil particles adhere to the cutters first and then 

gradually expand to form mud cake. The mud cake will cover the cutters and reduce the penetration and block the opening, 

reducing the efficiency of discharging. The influences of mud cake is mainly reflected in the increase of cutter head torque, the 

slower tunneling speed and the lowering of the smoothness of discharging. When the mud cake begins to form, the increase of 

cutter torque accords with the cubic polynomial function, and the tunneling speed is exponentially reduced. The water content 

of soil has a significant effect on the formation of mud cake and clogging of the cutter head. If the water content approaches the 

plastic limit, the mud cake will form easily, the shield tunneling efficiency will be minimized, and the risk of clogging is the 

highest. The research results are of great significance in assessing the risks of mud cake and clogging of cutterhead of panel 

EPB shield tunneling in clay ground. 

Key words: earth-pressure-balance shield; cohesive stratum; panel cutterhead; clay cake; clogging; indoor test 
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泥饼是盾构切削渣土在刀盘和土舱内重新聚集形

─────── 

基金项目：国家自然科学基金项目（51578460）；国家重点研发计划课
题项目（2016YFC0802205-8） 
收稿日期：2019–12–30 

DOI：10.11779/CJGE202009009 

mailto:fy980220@swjtu.cn


1652                         岩  土  工  程  学  报                                    2020年 

成固结或半固结的块状体的过程[1]。当面板式土压平

衡盾构机在黏性地层掘进时，若刀盘设计及施工处治

措施不当，刀盘上的刀具会逐渐被固结渣土糊住，导

致切削地层时刀具贯入度降低，进而引起刀盘开口堵

塞，降低掘进效率。刀盘上大体积的泥饼还会使得掘

进参数波动异常，对施工和设备安全造成极大威胁。

实际施工时，若刀盘堵塞没有得到及时处置，刀盘切

削动能因摩擦生热而大部分转化为热能，在刀盘和开

挖面上产生高温，刀盘上形成的泥饼会发生受热脱水

固结等物理化学作用，进一步硬化，很难被去除[2-3]。 
广州地铁沿线的工程地质条件为复杂的不均匀地

层，其中全风化花岗岩地层多呈流塑至硬塑状，透水

性弱，稳定性差，盾构掘进过程中容易发生刀盘结泥

饼及堵塞的现象。中国在广州地铁和深圳地铁建设初

期就曾遇到过较为严重的刀盘结泥饼事故，也就是从

那时起，国内学者开始关注和研究刀盘结泥饼及堵塞

问题。如竺维彬等[1]、严辉[4]、董详宽[5]先后通过刀盘

结泥饼案例调查，从地质、机械和施工人员因素方面

分析了造成刀盘结泥饼的原因；杨金钟等[6]、康洪信[7]、

候凯文等[8]指出盾构刀盘中心开口不足、刀盘中心区

域土体线速度小、土体流动性差是盾构刀盘结泥饼的

主要原因；邓彬等[9]、翟圣智等[10]、陈馈等[11]、刘卫[12]

依托地铁盾构施工项目，分析了盾构刀盘结泥饼的机

理，并提出了防止刀盘结泥饼的有效措施。国外对盾

构刀盘结泥饼及堵塞的研究更早，并认为泥饼对施工

的影响主要是堵塞密封舱和封锁刀盘，并进行了大量

研究，如 Spa[13]、Thewes等[14-15]、Feinendegen等[16]、

Hollmann 等[17]通过试验研究先后提出了用于预测刀

盘结泥饼及堵塞风险的经验图表。在刀盘结泥饼及堵

塞的处置方面，Feinendegen等[18]通过黏附作用测试试

验，证实了黏土矿物成分、颗粒级配、含水率对盾构

刀盘阻塞有着重要的影响。 Thewes 等 [19-20]和

Zumsteg[21-22]则主张通过在渣土中添加泡沫和分散剂

进行渣土改良防治刀盘结泥饼，并主要研究了泡沫剂

和分散剂的作用机理问题。 
从国内外研究现状对比可以看出，国内研究大多

是对某个或某几个具体工程刀盘结泥饼及堵塞问题的

分析，一般先描述刀盘结泥饼引起的施工困难，然后

从地质、盾构和施工参数方面推测刀盘结泥饼的原因，

最后进行处置经验总结。这种经验分析的结论普适性

弱，缺乏对刀盘结泥饼及堵塞机理的深入分析，因此

难以形成标准或规范来指导类似工程施工；与之相反，

国外注重泥饼机理研究，但相关研究与工程联系不紧

密，研究结论大多来源于室内土力学测试结果。试验

条件与实际工程不符以及未考虑施工参数影响使得其

研究结果应用于实际工程效果不理想[23-24]。在上述背

景下，本文研制了盾构掘进模拟试验系统，通过室内

试验研究黏性地层下面板式土压平衡盾构刀盘结泥饼

及堵塞的形成过程及影响因素。 

1  刀盘黏附机理 
土压平衡盾构施工中理想状态的土体应保持良好

的“塑性流动状态”——一定的流动性、合理的黏滞
性、较小的摩擦性和较低的渗透性[25]。含水率的高低

是影响黏土流塑性的重要因素，在不同的含水率条件

下，黏土矿物会呈现分散、黏结和流动等状态，对盾

构施工产生不同影响，如图 1所示。当土样含水率较
低时，切削后的黏土颗粒较干燥，呈散粒状态，土颗

粒黏附力较低，土颗粒几乎没有流动性；当含水率逐

渐增加达到塑限时，土颗粒较为湿润，土颗粒黏附力

也逐渐增大，同时渣土也具有一定的流动性；当含水

率超过液限时，土颗粒已经吸水饱和，土颗粒黏附力

较低，但流动性提高。 

 

图 1 不同含水率土样状态 

Fig. 1 Soil samples with different water contents 

Thewes等[14]指出，黏土黏附造成盾构堵塞的机制

共有 4种，即黏附、桥接、黏聚和不溶解，如图 2所
示，其中最重要的是黏附作用。土颗粒黏附形成的主

要机制在于刀盘掘进引起局部土颗粒含水率的变化。

盾构刀盘切削地层的过程可以分解为两个步骤：一是

刀具贯入土体，二是刀盘转动，带动刀具切削地层。

随着面板式土压平衡盾构掘进，大部分渣土最终均可

通过刀盘开口进入土舱，小部分渣土则受面板挤压研

磨作用固结成泥饼黏附在刀盘上。在实际盾构施工中，

若盾构掘进速度降低时，常通过增加盾构总推力来提

高掘进效率，这使得刀盘面板及刀具上与地层的局部

接触压力增大，土体颗粒排水固结，排水后的土颗粒

之间、土颗粒与刀盘之间有更高的黏附强度，易黏聚

成团，形成泥饼。 
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图 2 黏土黏附的 4种作用机制 

Fig. 2 Mechanisms of clay adhesion 

2  试验介绍 
2.1  试验设备 

试验采用的面板式刀盘掘进模拟装置如图 3 所
示，其中试验土样放置于直径 31 cm的钢制圆筒中，
圆筒的左端有液压千斤顶，千斤顶通过加压垫板向土

样加压，形成地层压力。土样右侧为直径 30 cm的仿
真刀盘，刀盘由后方的电机驱动，电机与刀盘之间设

置有扭矩传感器。试验时控制千斤顶向圆筒内土样加

压，维持压力基本不变的条件下驱动圆筒内的土样向

着刀盘作相对运动，同时转动刀盘实现地层掘削。 

 

图 3 试验设备 

Fig. 3 Test devices 

千斤顶油缸直径 80 mm，行程 300 mm，最大出
力为 30 t；减速电机为 1.5 kW双无极调速电机，输出
转速可控制在 1～5 rpm；动态扭矩传感器最大量程
250 N·m，精度为 0.25%，配合数显仪，能够同时输出
扭矩、转速和功率 3项测试指标。在进行试验时旋转
电机转速保持为 1.5 rpm，千斤顶推力控制在预设值
0.35 MPa附近，维持土压力稳定。试验刀盘为根据实
际工程用刀盘仿制的仿真刀盘，可拆卸更换。刀盘原

型及刀盘模型如图 4所示，原型为广州地铁 21号线某
区间所用刀盘，该类型刀盘在实际工程中主要用于复

合地层中土压平衡盾构施工。本次试验采用的刀盘模

型为铁制刀盘，直径 30 cm，厚度约为 2 cm，为辐条
加小面板形式，总开口率 36.5%，刀盘搭载刀具主要
为 1把中心鱼尾刀、32把齿刀和 12把带肋滚刀，如
图 4所示。 

 

图 4 面板式刀盘原型及试验刀盘 

Fig. 4 Prototype of panel cutterhead and test cutterhead 

2.2  试验土样 

试验土样为取自广州地铁 21 号线某区间的全风
化花岗岩。该地层呈褐黄色，原岩结构已基本破坏，

部分风化成坚硬土状，以粉黏粒为主，含较多石英砂

粒，手捏易散，遇水易软化、崩解，透水性弱。局部

夹强风化碎块，标贯数 N约等于 37。土样的部分物理
力学参数如表 1所示，并随机选取试样进行了 5次筛
分试验，试验结果如图 5所示。 

表 1 土样物理力学参数 

Table 1 Physical and mechanical parameters of soil samples 
力学 
指标 

密度 
/(kg·m-3) 

压缩模量
/MPa 

黏聚力 
/kPa 

内摩擦

角/(°) 
孔隙比 

量值 1920 5.33 34.2 23.9 0.61 
流体 
指标 

天然含水率
wn/% 

液限 
wL/% 

塑限 
wP/% 

塑性指

数/% 
液性 
指数 

量值 19.80 34.8 14.2 14.7 0.27 

图 5 试验土样颗粒级配曲线 

Fig. 5 Particle-size distribution curve of test soil 

2.3  试验工况及观测物理量 

含水率是影响黏土颗粒黏附性能的重要因素[25]，

因此本次试验主要研究含水率对刀盘结泥饼及堵塞的

影响，为针对性制定渣土改良方案提供依据。 
试验中共配制了含水率 5%，10%，15%和 20%   

4 种土样进行试验，为保证试验规律真实有效，对每
种含水率土样均进行两次独立试验，试验分组及编号
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如表 2所示。试验过程中记录的物理量包括刀盘扭矩
和掘进速度，刀盘扭矩由数显仪动态显示，掘进速度

则通过测量单位时间内千斤顶的推进距离间接反映。

另外还需要观察刀盘泥饼形态，刀盘开口出土状态，

通过这些特征来综合分析地层含水率对刀盘结泥饼及

堵塞的影响。 
掘进模拟装置中，左侧千斤顶是整个试验过程中

模拟刀盘掘进的驱动条件之一，在保持土样压力较为

稳定的情况下，千斤顶的推进速度即可等效于刀盘的

掘进速度。此外，盾构机在实际掘进过程中刀盘的扭

矩还受到盾构推力的影响，为了对比研究含水率对刀

盘结泥饼及堵塞的影响，试验过程中需维持推力稳定。 
表 2 试验分组及编号 

Table 2 Test groups and numbering 
试验分组 土样含水率 试验编号 

1-1 1 5% 1-2 
2-1 2 10% 2-2 
3-1 3 15% 3-2 
4-1 4 20% 4-2 

2.4  试验步骤 

试验前需要进行试验准备：对全风化花岗岩原状

土进行自然风干，每次取 24 L土样添加水，使土样的
含水率分别达到 5%，10%，15%和 20%，并将其用薄
膜密封在湿润桶壁的水桶里 12 h以上，待其吸水充分
后使用[26]；将各试验部件安装就位，检查设备工作情

况；打开钢圆筒上部合页，在圆筒内部填入事先配制

好的试验土样，填满压实，盖上合页。准备完成后正

式开始试验，试验步骤如下： 
（1）启动千斤顶，对土样进行加压，直至千斤顶

推力达到预设值 0.35 MPa。 
（2）启动电机驱动盾构刀盘掘土，刀盘转速设置

为 1.5 rpm，并记录相关试验数据。掘进过程中通过调
节千斤顶推力，使其加载形成的土样压力保持稳定。 
（3）当加压板推至刀盘附近时，关闭电机，掘进

结束。 

3  试验结果 
3.1  掘进参数的时程特性 

工程实践表明，面板式刀盘结泥饼及堵塞的过程

伴随着刀盘扭矩、掘进速度等盾构参数的改变，如刀

盘扭矩增大、掘进速度降低等，因而获得刀盘掘进过

程中的盾构参数的时程变化规律具有积极意义。 
下面以含水率 10%土样两次试验结果为例对掘进

过程中施工参数随时间的变化情况进行分析。为了减

少数据的随机波动性，采用移动平均法[27]对试验数据

进一步优化处理，数据的移动项数为 10，处理后的掘
进参数随时间的变化情况如图 6所示。同时，对试验
数据进行拟合，得到掘进参数的拟合曲线，掌握刀盘

扭矩、掘进速度在刀盘泥饼发展过程中的波动形式，

具体曲线拟合函数关系表达式如下： 
2 397.646 5.164 0.720 0.035T t t t= + − +  ， (1) 

/1.8425.068e 0.377tv = +（- ）   ，          (2) 
式中，T为刀盘扭矩，v为掘进速度，t为掘进时间。 
随着刀盘的切削，掘进参数的变化具有连续性，

从整体的波动形式来看，扭矩的增长符合三次多项式

函数关系，掘进速度呈指数型降低。大致经历了 3个
阶段：0～4 min，扭矩呈近似线性关系地急剧增大，
掘进速度急剧下降；4～12 min，扭矩呈波动状缓慢增
大，掘进速度缓慢下降；12 min以后，扭矩再次急剧
增大，掘进结束时刀盘扭矩比开始掘进时增加了近 1
倍，掘进速度在波动中趋于稳定，但量值较小。 
工程实际中，一般通过各盾构掘进参数来判断刀

盘结泥饼及堵塞的状态，本次试验也采用刀盘扭矩和

掘进速度随时间的变化来推断刀盘结泥饼及开口堵塞

的形成过程。在试验土样和推力不变的情况下，扭矩

的增加和掘进速度的减小说明刀盘上的泥饼和开口堵

塞逐渐形成，结合测试数据的变化特征，可以把结泥

饼历程大致分为 3个阶段： 
Ⅰ阶段：刀具黏附阶段。由于刀具的切削作用，

导致刀具周围脱水固结的黏土颗粒逐渐吸附形成团聚

体，在掘进过程中，该类团聚体迅速形成并覆盖住部

分刀具，从而降低刀具贯入度，引起刀盘扭矩、掘进

速度在开始阶段的急剧变化。 
Ⅱ阶段：黏附发展阶段。刀具密集处早期形成的

黏土颗粒团聚体逐渐增大，与面板上形成并不断扩展

的黏土颗粒团聚体相接并覆盖刀具，掘削能力大大降

低。该阶段也是黏土团聚体反复压密并形成泥饼的阶

段。由于泥饼存在，刀盘转动过程中有卡顿现象，掘

进速度有一定波动，刀盘扭矩也缓慢增大。 
Ⅲ阶段：开口堵塞阶段。刀盘堵塞由中心向边缘

扩展，泥饼大面积形成后，刀盘继续掘进，掘进速度

一直处于较低数值，刀盘扭矩则进一步增大。 
实际上，刀具的切削、刀盘的旋转、渣土的流动

和排出对于泥饼还具有一定的分离作用，当泥饼中黏

土颗粒间吸附作用大于刀盘刀具产生的分离作用时，

泥饼体积增大；反之，当泥饼中黏土颗粒间的吸附作

用小于刀盘刀具产生的分离作用时，泥饼体积减小。

最终两者之间达到一个平衡，从掘进参数上看则达到

了一个稳定状态。  



第 9期                     方  勇，等. 黏性地层面板式土压平衡盾构刀盘泥饼堵塞试验研究 

 

1655 

图 6 掘进参数时程曲线（含水率 10%） 
Fig. 6 Time-history curves of boring parameters（w=10%） 

3.2  含水率对掘进参数的影响 

不同含水率条件下盾构掘进过程中刀盘扭矩和掘

进速度的时程分布如图 7所示。可以看出，土样含水
率对刀盘扭矩影响显著，在 4种含水率土样的掘进试
验中，含水率 5%和 20%的土样刀盘扭矩具有较小值，
其次为含水率 10%的土样，含水率为 15%的土样刀盘
扭矩具有最大值，且明显高于其它 3种土样。另外， 

 

图 7 不同含水率下掘进参数随时间的变化 

Fig. 7 Boring parameters during driving 

含水率为 5%，10%和 15%时，刀盘扭矩在掘进过程中
都呈现出逐渐增大的趋势，而含水率 20%的土样，刀
盘扭矩并未显示出明显的随时间增长的趋势。 
土样含水率对掘进速度也有显著影响。掘进速度

最快的土样含水率为 5%，掘完全部土样所用的时间
仅为 6 min，掘进速度随时间增加呈现明显下降趋势，
但因掘进时间短，该趋势并未揭示完全。其次为含水

率 20%土样，掘完全部土样用时 8 min，且该含水率
下掘进速度并未出现随时间增加而显著降低的趋势。

当含水率为 10%和 15%时，掘进速度最慢，掘完全部
土样用时大于 18 min，掘进速度基本都在 1 cm/min以
下，掘进效率较低，且呈下降收敛趋势。 
不同含水率下刀盘扭矩和掘进速度的平均值如表

3 所示，绘制刀盘扭矩和掘进速度随含水率的变化关
系如图 8所示。可以看出，盾构掘进时，在其它条件
一致的情况下，刀盘扭矩随地层含水率的增大先增大

后减小，而掘进速度随地层含水率的增大先减小后增

大，其中在 10%，15%含水率条件下掘进较为困难，
掘进效率较低。数值拟合结果表明，刀盘扭矩和掘进

速度随地层含水率的变化基本符合二次函数规律，当

地层含水率在 11.3%～14.8%范围内时，平均掘进扭矩
高于 140 N∙m；地层含水率在 11.4%～15%范围内时，
平均掘进速度低至 0.5 cm/min以下。综合两者变化规
律，可认为地层含水率在 11%～15%范围内时，盾构
掘进最困难，也即该含水条件下盾构施工刀盘最容易

结泥饼，发生刀盘堵塞。需要说明的是，本次试验所

用的全风化花岗岩的塑限为 14.2%，结合上述研究成
果，可认为地层含水率接近黏土塑限时，盾构施工刀

盘结泥饼风险最高。 
表 3 各试验组参数平均值表 

Table 3 Average values of parameters for different groups 

含水率/% 刀盘扭矩/(N·m) 掘进速度/(cm·min-1) 
5  57.78 3.34 
10 115.76 0.62 
15 162.14 0.71 
20  70.98 2.31 
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图 8 不同含水率下掘进参数均值图 

Fig. 8 Average cutting parameters of different test groups 

3.3  刀盘泥饼形态 

各含水率土样开挖后卸下的刀盘如图 9所示，图
中圆孔是刀盘装卸需要的螺栓取下后造成的，不影响

刀盘土的整体分布。可以看到，几种工况下掘进后刀

盘上均有渣土黏附，且发生了不同程度的刀盘结泥饼

及堵塞现象。含水率 5%时，主要在刀具周边、刀盘
中心处形成小范围的黏土颗粒积聚，其影响在于覆盖

刀具从而降低刀盘掘进时刀具的贯入度，而刀盘面板

未形成泥饼，刀盘开口也并未出现堵塞，结合前面的

掘进参数测试结果可以综合判断，该含水率下，刀盘

并未出现成形的泥饼及堵塞现象。当含水率增加至

10%时，土颗粒间的黏附性增强，不仅刀具本身被吸
附的黏土颗粒覆盖，刀盘中心也形成了一定规模的泥

饼，并堵塞了部分刀盘开口。当含水率增加至 15%（塑
限附近）时，刀具被渣土完全覆盖、刀盘开口也被大

量的黏土团聚体堵塞，刀盘上形成的泥饼不易清除，

具有极强的黏附力。当含水率高于塑限达到 20%时，
虽然渣土将整个面板糊住，但渣土黏附力低，很容易

被清除，即在掘进过程中，由于刀盘的旋转、切削以

及渣土的流动作用都可以将其轻易清除。故可以认为

20%含水率下，刀盘上面并未形成影响掘进的泥饼和
堵塞，这也可从前文的掘进参数测试数据得到佐证。 
由此可知，刀盘结泥饼对盾构施工的影响主要体

现在两方面：覆盖刀具和堵塞开口，刀具被覆盖带来

的直接后果就是降低刀具贯入度，从而影响掘进效率，

堵塞开口则会降低刀盘的出土速度。泥饼产生于刀具

周边的黏土颗粒积聚，首先在刀盘中心部位形成，并

逐渐扩大，最终堵塞刀盘开口。刀盘结泥饼带来的效

果均是负面的，严重影响了刀盘的掘进效率。试验结

果也表明，提高掘削渣土的含水率（大于塑限），是减

小黏土地层刀盘结泥饼和堵塞风险的有效手段之一，

但也要考虑高含水率下掘进可能发生喷涌的风险。 
3.4  刀盘开口堵塞分析 

图 10 是在各含水率情况下切削渣土被排出刀盘

的情况。当含水率为 5%和 10%时，切削渣土是以散
粒体形式通过盾构刀盘被排出的，两种渣土均呈现较

强的非连续性。当土样含水率为 5%时，由于含水较
少，排出渣土基本呈粉状；当土样含水率为 10%时，
排出渣土则为含有大量颗粒状的黏土团聚体。可以看

出，在较低含水率条件下，渣土中难以形成大尺寸的

黏土团聚体，在掘进过程中不易发生刀盘开口堵塞现

象。但另一方面，较低的含水率表明土体流动性很差，

对于采用了螺旋出土器排土的土压平衡盾构而言，同

样会引起土仓和螺旋出土器内的堵塞。 

图 9 不同含水率下土样开挖后刀盘形态 

Fig. 9 Cutter shapes after excavation of soil samples with different  

water contents 

 

图 10 不同含水率下盾构掘进渣土从刀盘排出状态 

Fig. 10 Discharging states of different test groups 

而当含水率为 15%和 20%时，土样含水率处于渣
土液塑限之间，渣土流动性显著提高，盾构切削渣土

以连续的塑性挤出状态被排出刀盘。土样含水率为

15%时，渣土十分黏稠，挤出的渣土较为干硬，且不
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易掉落，极易堵塞刀盘开口。当土样含水率为 20%时，
试样本身表现出更强的流动性，剪切强度较低，虽然

仍然会大量吸附在面板上，但黏附力较低，不会引起

刀盘堵塞，土样被压出后能自行掉落，排土过程较顺

畅。但此时含水率较接近土体液限，渣土流动性强，

在土仓压力的作用下极可能发生螺旋输送机喷涌。 

4  结    论 
本文采用自制的试验装置针对全风化花岗岩地层

面板式土压平衡盾构掘进过程中刀盘结泥饼及其引起

的刀盘开口堵塞问题开展了试验，研究了盾构掘进参

数与刀盘结泥饼、刀盘开口堵塞之间的相关关系，主

要结论如下： 
（1）面板式刀盘开始结泥饼后，刀盘扭矩的增长

符合三次多项式函数关系，盾构掘进速度按指数函数

规律下降；刀盘结泥饼的历程可大致分为 3个阶段：
刀具黏附—黏附发展—开口堵塞；泥饼成形后，刀盘

扭矩显著提高，掘进速度大幅度降低。 
（2）面板式刀盘结泥饼对盾构施工的影响是糊住

刀具和面板，堵塞刀盘开口，引起掘进效率和出土效

率的降低；试验结果表明，刀具密集处和刀盘中心区

域形成泥饼堵塞的几率最大。 
（3）刀盘扭矩、掘进速度及泥饼堵塞风险与地层

含水率之间存在相关关系，当地层含水率接近黏土塑

限时，刀盘扭矩最大，掘进速度最小，刀盘开口堵塞

风险最高；当含水率超过黏土塑限后，虽然渣土仍然

在面板上大量吸附，但黏附力随含水率的增加而减小，

渣土排出顺畅，刀盘结泥饼和刀盘开口堵塞的风险显

著降低；盾构现场施工时，可依据开挖地层的基础含

水率制定针对性的渣土改良方案，保证盾构顺利掘进

的同时降低施工成本。 
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摘  要：快速准确地超前获取岩体力学参数是指导岩体工程安全施工的重要前提。利用自主研发的多功能数字钻进测
试系统，进行了不同强度等级完整试样的室内数字钻进试验及单轴压缩试验研究。根据试验分析结果，基于岩石研磨

钻进过程中金刚石钻头的受力特点，利用力学极限平衡与能量守恒原理，定义并推导出了岩石单位体积研磨能的理论

解，获得了数字钻进参数与岩石单位体积研磨能的数学方程式，进而建立了岩石数字钻进参数与单轴抗压强度的定量

关系，即 RDP-Rc预测模型，并进一步验证了该模型的可行性与有效性。研究方法与结果可以为工程岩体强度参数的实

时原位测定提供一种新的途径。 
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Experimental study on measurement of rock strength parameters based on              
digital drilling technology 
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Abstract: Quick and accurate advance acquisition of mechanical parameters of rock mass is an important prerequisite for 

guiding the safe construction of rock mass engineering. Using the self-developed multi-functional digital drilling test system, 

the indoor digital drilling tests and uniaxial compression tests on complete samples with different strength grades are carried out. 

Based on the test results and according to the stress characteristics of diamond bit in rock grinding drilling process, the 

theoretical solution to the rock grinding energy per unit volume is defined and deduced by using the force limit equilibrium and 

the energy conservation principle. The mathematical equation for digital drilling parameters and grinding energy per unit 

volume of rock is obtained, and the quantitative relationship between rock digital drilling parameters and uniaxial compressive 

strength is established, namely RDP-Rc prediction model, and the feasibility and validity of the model are further verified. The 

research methods and results can provide a new way for the real-time in-situ measurement of strength parameters of rock mass. 

Key words: uniaxial compressive strength; digital drilling technology; drilling parameter; grinding energy per unit volume; 

determination method 

0  引    言 
钻孔是岩土工程领域重要的勘探手段。如何快速、

准确地超前获取岩土体力学参数是指导岩土工程安全

施工的重要前提[1]。行业内通常的做法是通过现场钻

孔取芯运输至实验室直接进行相应的单轴或三轴试

验，得到岩体的强度特征[2]。此外，利用间接的测试

方法，如钻孔声波、钻孔压水、钻孔弹性模量、跨孔

CT等方法也能够了解钻孔周围岩体的力学特性[3]。但

这些原位测试手段都是通过间接的手段来了解岩土体

的物理力性能，并存在周期长、成本高、测量滞后等

问题，无法实现岩体力学参数的真正实时原位测试[4]。
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事实上，钻孔勘探就是在岩土体内部进行的一种原位

剪切和扭转试验，通过记录和分析钻孔过程产生的大

量钻进信息，可以有效地掌握钻孔周围岩土体的物理

力学特性。然而，目前工程勘探中的钻孔更多地是为

了施工需求，没有充分地利用钻进参数去评价岩体的

工程力学特性。 
数字钻进测试技术 [5]是一种高效的原位测试方

法，能够全面、连续和准确地实时获取岩体钻进过程

中的转速、扭矩、钻进压力与钻进速度等随钻参数信

息，已成为了国内外学者的重点研究对象。最早 Gui
等[6]利用 MWD 监测数据，进行了地质勘察中的界面
识别与地层质量划分。随后 Sugawara等[7]和 Yue等[8]

通过改进MWD（measure while drilling），研发了钻孔
全过程监测仪（drilling process monitoring，DPM），
得到了同一型号钻机在连续介质中进行钻孔，钻进速

度是常数的结论。谭卓英等[9-10]基于不同花岗岩地基

的 DPM 钻进试验结果，建立了钻进比功参数与岩层
分区、岩石风化程度之间的相互关系，并利用钻进参

数对围岩进行识别与分级。与此同时，大量的现场和

室内数字钻进测试研究结果表明[11-12]，岩石钻进过程

中的随钻参数与其力学参数具有密切的相关性。He
等[13]通过现场“XCY-1”岩体力学参数触探仪，建立
了旋切触探过程中随钻参数与岩体力学参数的数学关

系，实现了部分土体与软岩力学参数的测定。Huang
等[14]和 Mostofi等[15]根据现场和室内试验数据结果得

到了随钻参数与岩石单轴抗压强度的经验公式。

Kalantari等[16]利用阻力极限平衡分析模型，通过钻进

参数对岩石单轴抗压强度进行了估算。Wang等[4]提出

单位切削能，得到了随钻参数与岩石强度特性之间的

数学关系式。 
实际上，上述研究进展的核心思想首先是确定钻

进速度，再在此基础上探讨钻进参数与岩土体力学特

性之间的相关关系。岳中琦[17]首次改进了基于钻孔过

程获得钻进速度的常规计算方法，即通过剔除钻进过

程不正常的位移记录值，计算出净钻进深度所需要的

钻进时间，从而得到了真正意义上的钻进速度，并基

于此开展了钻进参数预测岩体力学特性等方面的研

究。但可以很容易地了解到，即使按上述定义的钻进

速度，对同一性质的岩土体来说也不是常数，而是与

钻进的压力、功率及档位密切相关的一个变量，那么

在此基础上进行的岩体质量评价和围岩分类也存在一

定的局限性[18]。因此，探索基于岳中琦[17]定义的钻进速

度上具有普适性的数字钻进参数与岩体质量之间的定

量表征方法就显得尤为重要，从而可以真正地推动数字

钻进技术在岩体质量评价与地层划分等领域的应用。 
本文基于已有研究基础[18]，利用自主研发的多功

能数字钻进设备与测试系统，进行了不同类型试样的

室内钻孔试验与单轴压缩试验研究。根据岩石研磨钻

进过程中金刚石钻头的受力特点，利用能量分析方法，

修改了钻进比能的概念，定义并推导出了岩石单位体

积研磨能的理论解。同时，基于试验分析结果，建立

了数字钻进参数与岩石单位体积研磨能的数学关系

式，进而获得了 RDP-Rc模型，并对模型进行了评价。 

1  试验内容与方法 
1.1  试验设备 

基于岩石实际钻进过程的力学机制，自主研发了

多功能数字钻进测试系统[19]，如图 1所示。 

图 1 多功能数字钻进测试系统 

Fig. 1 Multi-function digital drilling test system  

数字钻进试验主要通过多功能数字钻进测试系统

实现。该系统主要分为伺服钻进系统、气压加载系统

以及数据监测采集系统三部分，其中伺服电机能够提

供最大转速 1250 r/min，最大扭矩 20 N·m；压力室可
提供最大钻进压强 17 MPa；试验台可装载长×宽×高
=80 mm×80 mm×150 mm以下的任意尺寸试样进行
钻孔。试验过程中的钻进压强、钻进位移、转速和扭

矩等参数均由高精度传感器监控与采集，并记录其随

时间变化的钻进全过程。此外，钻进系统可同时对转

速与钻进压强参数进行调节与控制，实现了“恒转速–
恒钻进压强”的试验加载模式。本次试验选用标准金

刚石实心钻头，直径为 15 mm，有效钻进深度为 25 
mm，如图 2所示。 

 

图 2 标准金刚石实心钻头示意图 

Fig. 2 Schematic diagram of standard diamond solid bit 

单轴压缩试验采用中国水利水电科学研究院
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WAW-600型微机控制电液伺服万能试验机，其最大输
出载荷可达到 600 kN。通过位移控制加速率，按照国
际岩石力学学会试验规范 ISRM[20]建议的方法开展强

度测试。 
1.2  试验材料 

试验采用的材料为岩石和砂浆试样，岩样取自云

南德厚水库坝区右岸下层灌浆平洞先导孔YXQ300和
YXQ304，以及库区Ⅱ标防渗帷幕轴线上的先导孔
KII231、KII237和 KII243，其中 YXQ304、KII231和
KII237为灰岩，YXQ300和 KII243为花岗岩；砂浆试
样是通过实验室按 3种不同强度等级进行配比浇筑并
养护而成，配比参数见表 1。本文所有试验选用的试
样尺寸均制作为 Φ50 mm×100 mm的标准圆柱体。试
验部分试样如图 3所示。 
1.3  方案设计 

数字钻进试验包括初步探讨性试验与系统研究性

试验。初步探讨性试验主要是研究随钻参数之间的响

应关系，该试验共选取 48个试样，每种类型各 6个，
其中砂浆试样M10、M15与M20分别编号为 J1～J6、

S1～S6、I1～I6；岩石试样 KII231、 KII237、KII243、
YXQ300 与 YXQ304 分别编号为 K1～K6、L1～L6、

X1～X6、Y1～Y6 及 T1～T6。系统研究性试验目的是

通过初步探讨性试验分析结果，进一步揭示数字钻进

参数与岩石强度特性的数学关系，该试验共选取 34
个试样，其中砂浆试样共 15 个，每个强度等级各 5
个，编号为 A1～A15；岩石试样共 19个，其中灰岩 11
个，编号为 D1～D11，花岗岩 8个，编号为 H1～H8。

基于各阶段数字钻进试验目的，结合钻进测试系统的

参数调节与控制模式特点，可对各阶段钻进试验方案

中的转速 n与钻进压强 F进行参数取值设计，分别见
表 2和表 3。 

表 1 不同强度等级砂浆配比参数 

Table 1 Ratio parameters of mortar with different strength grades 

砂浆强度等级 水泥/(kg·m-3) 标准砂/(kg·m-3) 水/(kg·m-3) 

M10 275 

M15 310 

M20 370 

1450 300 

注：水泥强度等级均为 42.5。 

针对上述用于数字钻进试验的每个试样，还需另

外准备 3个相同的试样进行单轴压缩试验，通过计算
测试值的平均值得到该组试样的单轴抗压强度 Rc值。

基于系统研究性试验中的 34组岩石及砂浆试样，任选
8组灰岩、6组花岗岩及 12组不同强度等级的砂浆，
满足每个强度等级 4组试样进行数字钻进试验，用于
建立岩石数字钻进参数（RDP）与岩石单轴抗压强度
（Rc）的数学关系式，以获得 RDP-Rc 关系模型。同

时，通过剩余的 3组砂浆、3组灰岩及 2组花岗岩试
件，对 RDP-Rc关系模型进行有效性验证。 

图 3 试验部分试样 

Fig. 3 Part samples of drilling tests 

此外，为了有效控制试验过程中金刚石钻头磨损

和排渣效果等因素的影响，所有钻进试验方案中的钻

头在未有明显磨损时进行更换，同时，由于钻进时间

较短，孔深较浅（一般为 5～10 mm），则钻头磨损对
测试结果的影响基本可以消除。其次，通过在测试过

程中保持冷却水的流量和温度恒定，可以适当减少冲

洗液对测试结果的影响。数字钻进试验过程如图 4所
示。 

 

图 4 数字钻进试验过程 

Fig. 4 Process of digital drilling tests 

2  试验结果与分析 
2.1  钻进参数结果测定 

根据试验设计方案开展多功能数字钻进试验，试

验采用调节钻进压强 F 和转速 n，监测钻进深度 S、
钻进压强 F、转速 n及扭矩M控制模式。以系统研究
性钻进试验方案中试样 D6的典型试验数据为例，得到

的数字钻进参数与钻进时间关系曲线如图 5～8所示。
图 5为钻进深度 S随钻进时间 t的变化曲线，当钻头刚
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侵入试样表面时，钻进速度 v较小，随钻头侵入一定深
度后，钻进速度 v基本维持在恒定值 0.396 mm/min。 
由图 6可知，在钻头未接触到试件前，钻进压强

F较小，接触试件后，F在较小的 t内急剧上升，当入
孔具有一定深度时，随着 t 的增加，F 基本稳定在设
定值附近小幅度上下波动；从图 7可以看出 n基本维
持在 425 r/min。由此可见，试验控制参数 F和 n恒定
状态良好，满足试验要求。图 8为钻进过程中监测到
的扭矩 M随净钻进时间 t变化曲线，变化规律与钻进
压强 F相似，呈现出急剧上升阶段和稳定阶段。 

利用数字钻进参数变化曲线，可以计算出该试样

的钻进压强 F和扭矩M测定值，且其测定方法相同。
以钻进压强 F为例，在钻头未接触到试样之前，其初
始压强记为 Fa，而达到稳定阶段后的钻进压强平均值

记为 Fm，则试样的钻进压强试验值为 F=Fm-Fa。由图 
6 中的曲线可知：Fa=0.53 MPa，Fm=7.33 MPa，则
F=Fm-Fa =6.8 MPa。因此，通过对钻进参数结果的有
效测定，可得到数字钻进试验每个试样的随钻参数测

定值，则各阶段钻进试验相关参数 n，F，M，v和 Rc

计算结果分别见表 2和表 3。 
表 2 初步探讨性数字钻进试验相关参数 

Table 2 Related parameters of preliminary exploratory digital drilling tests 

试样类型 编号 转速 
n/(r·min-1) 

钻进压强 
F/MPa 

扭矩 
M/(N·m) 

钻进速度 
v/(mm·min-1) 

Rc 
/MPa 

Rc 
/MPa 

最优钻进速度 
v′ /(mm·min-1) 

J1 425 2.72 0.271 1.368 3.84 
J2 425 3.74 0.554 2.058 4.85 
J3 425 4.76 0.812 2.706 5.43 
J4 425 5.78 1.013 2.724 4.96 
J5 425 6.8 1.148 2.376 5.12 

M10 

J6 425 7.82 1.238 2.202 4.74 

4.82 2.81 

S1 425 2.72 0.762 1.14 13.22 
S2 425 3.74 1.024 1.644 14.67 
S3 425 4.76 1.318 2.322 14.83 
S4 425 5.78 1.634 2.952 15.06 
S5 425 6.8 1.962 2.688 14.24 

M15 

S6 425 7.82 1.953 2.538 13.71 

14.29 3.03 

I1 425 2.72 1.094 0.882 19.68 
I2 425 3.74 1.708 1.278 20.46 
I3 425 4.76 2.238 1.878 18.74 
I4 425 5.78 2.613 2.616 18.62 
I5 425 6.8 2.961 3.306 20.91 

M20 

I6 425 7.82 3.023 2.874 19.87 

19.71 3.35 

K1 425 2.72 0.932 0.648 86.93 
K2 425 3.74 0.854 0.93 118.46 
K3 425 4.76 1.195 1.116 109.14 
K4 425 5.78 1.481 1.308 96.62 
K5 425 6.8 1.654 1.35 92.14 

KII231 

K6 425 7.82 1.843 1.142 87.25 

98.42 1.36 

L1 425 2.72 0.096 0.192 38.97 
L2 425 3.74 0.138 0.258 61.34 
L3 425 4.76 0.165 0.336 56.25 
L4 425 5.78 0.213 0.391 68.46 
L5 425 6.8 0.432 0.348 35.75 

KII237 

L6 425 7.82 0.564 0.288 79.87 

56.78 0.42 

X1 425 2.72 0.987 0.954 134.57 
X2 425 3.74 1.345 1.554 157.46 
X3 425 4.76 1.867 2.184 164.75 
X4 425 5.78 2.314 2.886 167.64 
X5 425 6.8 2.542 2.838 171.43 

KII243 

X6 425 7.82 2.713 2.346 155.18 

158.51 2.92 

Y1 425 2.72 0.823 0.804 114.63 
Y2 425 3.74 1.125 1.176 106.82 
Y3 425 4.76 1.438 1.656 127.46 
Y4 425 5.78 1.756 2.22 102.42 
Y5 425 6.8 2.013 2.31 132.02 

YXQ300 

Y6 425 7.82 2.234 1.974 98.74 

113.68 2.37 

T1 425 2.72 0.712 0.522 92.14 
T2 425 3.74 1.275 1.302 110.14 
T3 425 4.76 1.578 1.872 122.45 
T4 425 5.78 1.982 2.082 98.28 
T5 425 6.8 2.176 1.803 83.85 

YXQ304 

T6 425 7.82 2.304 1.554 108.94 

102.63 2.14 
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表 3 系统研究性数字钻进试验相关参数 

Table 3 Related parameters of systematic research digital drilling tests 
试样类型 编号 转速 n/(r·min-1) 钻进压强 F/MPa 扭矩M/(N·m) 钻进速度 v/(mm·min-1) Rc/MPa 

A1 252 2.72 0.615 1.098 4.21 
A2 252 3.74 0.948 1.59 5.25 
A3 252 4.76 1.184 2.136 3.10 
A4 425 2.72 0.42 1.368 3.16 

M10 

A5 425 3.74 0.655 1.878 3.91 
B1 252 2.72 0.904 0.78 15.42 
B2 252 3.74 1.475 1.29 16.24 
B3 252 4.76 1.813 1.728 14.05 
B4 425 3.74 1.158 1.584 15.68 

M15 

B5 425 4.76 1.418 2.322 13.59 
C1 252 3.74 1.99 1.104 19.78 
C2 252 4.76 2.496 1.446 21.24 
C3 425 2.72 0.81 0.882 18.92 
C4 425 3.74 1.308 1.458 17.63 

M20 

C5 425 4.76 1.938 1.998 20.12 
D1 252 4.76 0.78 0.186 47.89 
D2 252 6.8 3.604 1.302 47.53 
D3 252 7.82 4.485 1.032 58.31 
D4 425 3.74 0.953 0.258 92.23 
D5 425 5.78 1.643 0.39 88.35 
D6 425 6.8 1.838 0.396 122.54 
D7 425 7.82 2.063 0.462 100.78 
D8 721 4.76 4.853 2.478 68.34 
D9 721 5.78 3.248 2.406 68.73 
D10 721 6.8 6.78 2.952 119.8 

灰岩 

D11 721 7.82 3.248 2.076 85.33 
H1 252 5.78 4.3 0.618 91.36 
H2 425 4.76 3.548 0.81 148.75 
H3 425 5.78 4.546 0.978 121.27 
H4 425 6.8 5.18 1.068 164.14 
H5 721 5.78 4.398 1.428 175.46 
H6 721 6.8 4.887 1.506 194.58 
H7 721 7.82 4.52 1.386 186.32 

花岗岩 

H8 1035 6.8 3.278 1.344 136.43 

图 5 试样 D6的钻进深度随时间变化曲线 

Fig. 5 Drilling depth-time curve for sample D6 

图 6 试样 D6的钻进压强随时间变化曲线 

Fig. 6 Drilling pressure-time curve for sample D6 

图 7 试样 D6的转速随时间变化曲线 

Fig. 7 Change of rotation speed of sample D6 with time 

 

图 8 试样 D6的扭矩随时间变化曲线 

Fig. 8 Rotation torque-time curve for sample D6 
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2.2  钻进参数之间的相关性分析 

为了研究数字钻进试验过程中不同参数之间的相

互关系，以钻进速度 v和钻进压强 F为例，对初步探
讨性钻进试验数据结果进行相关性分析，得到不同强

度等级条件下钻进速度 v与钻进压强 F的变化曲线，
如图 9所示。 
由图 9分析可知，在相同钻进条件下，对于同种

类型的试样，钻进速度会随钻进压强的改变而变化，

并且会出现峰值，即最优钻进速度，且不同强度等级

试样的最优钻进速度值具有差异性，分析结果见表 2。 

图 9 不同强度等级下钻进速度随钻进压强变化曲线 

Fig. 9 Curves of drilling speed with drilling pressure under  

different strength grades 

基于此，对不同类型试样的平均单轴抗压强度 cR
与其最优钻进速度 v′进行相关性分析，拟合结果如图 
10所示。 

图 10 单轴抗压强度与最优钻进速度的拟合曲线 

Fig. 10 Fitting curves of uniaxial compressive strength and  

..optimal drilling speed 

从图 10 可以看出，平均单轴抗压强度 cR 与最优
钻进速度 v′之间具有显著的正相关性。综合可知，在
数字钻进实际过程中，岩石钻进参数与其强度特性之

间具有密切的联系。因此，本文从力学和能量角度进

一步深入研究数字钻进参数与岩石强度参数的响应关

系。 
2.3  岩石钻进过程能量分析 

（1）岩石单位体积研磨能 
岩石钻进过程的实质是通过金刚石钻头侵入岩石

以达到破岩的目的，该过程不仅包括金刚石钻头在钻

机动力系统提供的轴向压力和扭矩力作用下对岩石的

压碎与切削破坏，还存在钻头表面与岩石接触面之间

的摩擦力作用下造成的磨损破坏。基于此，本文对岩

石研磨钻进过程中的金刚石实心钻头进行受力分析，

如图 11所示。 

 

图 11 标准金刚石实心钻头受力分析示意图 

Fig. 11 Diagram of force analysis for standard diamond solid bit 

根据上述金刚石实心钻头破坏岩石的受力分析

可知，钻进系统做功主要有压力功WF和扭矩功WM，

忽略钻头破岩过程产生的声能、热能及振动能等能量，

则钻进过程消耗的总能量一部分为提供给岩石研磨破

坏时所需要的能量 CE ，另一部分则是钻头和孔底之间
的摩擦力所耗散的能量 FE 。基于此，利用能量分析方
法，可得到岩石研磨钻进过程的能量方程，即 

F M C F+W W E E= +   ，       (1) 

系统提供的钻进压力做功WF为 

FW Fvt=   ，               (2) 

系统提供的扭矩做功 MW 为 

M 2πW nMt=   ，            (3) 

式中，n为钻头转速，M为钻头所受扭矩，t为钻进时
间。 
钻头与孔底摩擦消耗的能量 EF 包括钻头底部摩

擦所消耗的能量 Ed、钻头侧向摩擦所消耗的能量 Em

以及钻头克服水的黏滞阻力所消耗的能量 Es。 
钻头底面摩擦所消耗的能量 Ed为 

2
d d d0

2π d π
R

E n Ft r r n FR tµ µ= =∫  ， (4) 
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式中， dµ 为钻头底部与岩石的摩擦系数，取 0.21，R
为金刚石钻头半径。  
钻头侧向摩擦所消耗的能量 Em为 

m c c2πE Rn K Ftµ=   ，          (5) 

式中  cµ 为岩石接触面与钻头相互之间的侧向摩擦
因子，取 0.2[4]；Kc为轴向压力的侧向转换因子，该因

子主要由钻头材料或被破坏岩石的性质决定，考虑到

金刚石钻头可看作为刚性材料，侧向转换因子根据岩 

石的泊松比计算，则 c 1
K ν

ν
=

−
，本文取 0.23。 

钻头与水之间的黏滞阻力消耗的能量 Es 包括钻

头轴向摩擦消耗的能量 Ea 和钻头环向摩擦消耗的能

量 Eh，则有 
a aE N vt=   ，              (6) 

h hπE nRN t=   。            (7) 

然而，在实际研磨钻进过程中，考虑到钻进速度

极小，则冷却水造成的轴向黏滞阻力可以不作考虑。

此外，由于冷却水沿钻头径向的速度梯度较小，可视

冷却水做等线速运动，并认为其获得钻头表面的边缘

速度[18]。因此，通过钻头与冷却水相对旋转运动引起

的环向黏滞阻力消耗的能量 Eh 将全部转化为冷却水

的动能 Ek，则根据能量守恒原理可得 
2 3 2 4

k h h
1 1 π
2 8

E E mv n R vtρ= = =  ，  (8) 

综合可得，岩石研磨破碎所需能量 CE 为 
C M F d m a h

M F d m k

+ ( )
    + ( )
E W W E E E E

W W E E E
= − + + +
≈ − + +

 

2 4
2 c

d
2 ππ 2

1 8
FR nv Rnt M FR Fvtµ ν ρ

µ
ν

 
≈ − − − + − 

。(9) 

通过定义岩石单位体积研磨能 eη ，反映金刚石钻
头研磨破坏单位体积岩石所需要的能量，则 eη 为 

C
e 2π

E
R vt

η =  

2 2 2 2
d c

2 2

(2 ) 2 π
π (1 ) 8 π

n M FR n F R n F
R R v R
µ µ ν ρ

ν
−

= − − +
−

。(10) 

（2）钻进能量分析 
通过对金刚石钻进破坏岩石过程的理论推导，将

表 3 中用于建立 RDP-Rc关系模型的每个试样的随钻

参数代入上述各能量方程式，可以计算得到该试样数

字研磨钻进过程中的各钻进能量值，计算结果见表 4。 
由表 4分析可知，在数字钻进试验过程中，扭矩

功占系统输入总能量的 99%，轴力功平均只有总能量
的 1%。钻头底面摩擦消耗的能量和钻头克服液体黏
滞阻力所消耗的能量相对于输入总能量可以忽略不

计，而钻头侧面摩擦消耗的能量数值偏大，则试验结

果与实际钻进过程相符合。 

 

3  RDP-Rc模型建立及验证 
3.1  RDP-Rc模型建立 

结合表 3与表 4中的 26组试样对应的岩石单轴抗
压强度 Rc及岩石单位研磨能 eη 计算结果，建立 Rc与

eη 之间的数学关系。将 x轴设置为 ηe值，y轴设置为
Rc值，并对 Rc和 eη 值的关系散点图进行绘制，结果
如图 12所示。 

 

图 12 Rc与 ηe关系曲线图 

Fig. 12 Relationship between Rc and ηe 

从图 12可以看出，对于砂浆试样而言，相关系数
R2=0.9301，表明拟合度很好；针对岩石试样，相关系
数 R2=0.7716，说明拟合度一般；而结合砂浆与岩石
试样分析，相关系数 R2=0.9371，反映了拟合度极好。
由此可见，Rc与 eη 之间具有显著的线性相关性，相关
系数基本超过 90%，Rc随 eη 增大而增加。 
根据图 12（c）中 Rc与 eη 拟合的最佳关系曲线，

可得到 ηe与单轴抗压强度预测值 Rηe之间的数学关系

式： 
e e2.2174 4.5761Rη η= −   。        (11) 

基于研磨钻进能量分析结果，对式（10）进行简
化后得 
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表 4 数字钻进过程钻进能量计算结果 

Table 4 Calculated results of drilling energy of digital drilling process 

轴力功 扭矩功 底面摩擦耗能量 侧面摩擦耗能量 水动能 单位体积研磨能 
试样类型 编号 

WF/10-5 kJ WM/kJ Ed/10-4 kJ Ec/10-2 kJ Ek/10-13 kJ ηe/(kJ·cm-3) 
A1 0.88 0.016 0.75 0.50 0.47  3.454 
A2 1.75 0.025 1.03 0.69 0.37  3.855 
A4 1.10 0.019 1.26 0.84 0.40  2.520 

M10 

A5 2.07 0.029 1.74 1.16 0.41  3.149 
A6 0.63 0.024 0.75 0.50 0.89  8.175 
A7 1.42 0.039 1.03 0.69 0.87  8.414 
A8 2.42 0.048 1.31 0.87 1.06  7.660 

M15 

A10 3.26 0.063 2.21 1.47 0.33  7.042 
A11 1.22 0.053 1.03 0.69 0.29 14.011 
A12 2.03 0.066 1.31 0.87 0.35 13.388 
A13 0.71 0.036 1.26 0.84 1.15 10.589 

M20 

A14 1.61 0.058 1.74 1.16 1.46 10.817 
D1 0.26 0.021 1.31 0.87 0.49 21.385 
D3 2.38 0.118 2.15 1.44 0.84 34.152 
D4 0.28 0.042 1.74 1.16 3.03 40.321 
D6 0.79 0.082 3.16 2.11 2.66 51.799 
D7 1.06 0.092 3.63 2.42 2.61 49.404 
D8 4.22 0.366 4.56 3.04 5.92 45.978 
D10 5.91 0.512 5.36 3.57 7.72 54.715 

灰岩 

D11 4.78 0.245 6.16 1.11 4.95 33.290 
H1 1.05 0.113 1.59 1.06 1.03 56.430 
H2 1.14 0.158 2.21 1.47 2.56 59.995 
H3 1.67 0.202 2.69 1.79 3.42 63.938 
H5 2.43 0.332 4.56 3.04 5.63 71.631 
H6 3.02 0.369 5.36 3.57 6.87 75.020 

花岗岩 

H8 2.69 0.355 7.69 5.13 8.25 76.612 

表 5 RDP-Rc模型验证相关试验参数 

Table 5 Parameters for RDP-Rc model verification related tests 
试样类型 编号 转速 n/(r·min-1) 钻进压强 F/MPa 扭矩M/(N·m) 钻进速度 v/(mm·min-1) Rc/MPa Rηe/MPa 

M10 A3 252 4.76 1.184 2.136   3.10   2.66 
M15 A9 425 3.74 1.158 1.584  15.68  14.33 
M20 A15 425 4.76 1.938 1.998  20.12  22.29 

D2 252 6.80 3.604 1.302  47.53  43.04 
D5 425 5.78 1.643 0.390  88.35 101.46 灰岩 
D9 721 6.80 3.248 2.406  68.73  60.81 
H4 425 6.80 5.180 1.068 164.14 143.49 

花岗岩 
H7 721 7.82 4.520 1.386 186.32 158.14 

c
e 2

(1 )
2

π(1 )
v M FRn

vR
ν µ ν

η
ν

 − − 
=  − 

  。    (12) 

将式（12）代入式（11）中，建立岩石数字钻进
参数与岩石强度参数的关系模型，即 RDP-Rc模型： 

c
e 2

(1 )
4.4348 4.5761

π(1 )
v M FRR n

vRη

ν µ ν
ν

 − − 
= − − 

。(13) 

3.2  RDP-Rc模型验证 

基于选出的 8 组试样对 RDP-Rc模型的有效性进

行验证，各试样对应的数字钻进参数 n，F，M，v 测
定值，单轴抗压强度试验值 Rc以及预测值 Rηe见表 5。 

为了对RDP-Rc模型预测结果Rηe与标准室内单轴

压缩试验测定结果 Rc之间的差异性进行定量评价，定

义差异率参数λ，即 

e c

c

100%
R R

R
ηλ

−
= ×   。       (14) 

根据表 5 中的计算结果进行预测值 Rηe和试验值
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Rc的对比分析，并对 Rηe与 Rc之间的差异程度作出评

价，如图 13所示。 

图 13 Rηe与 Rc对比分析图 

Fig. 13 Comparative analysis of Rηe and Rc  

从图 13可以看出，Rηe与 Rc的差异率λ较小，其
平均值λ =12.15%，则 RDP-Rc模型预测值与试验值整

体关联度高，偏离程度较小，证明 RDP-Rc 模型合理

有效。因此，室内数字钻进验证试验结果表明，基于

公式（13），利用钻进过程的量测参数确定岩体单轴抗
压强度是可行的。 

4  结    论 
利用自主研发的室内多功能数字钻进设备及测试

系统，以不同强度等级完整砂浆和岩石试样为例，进

行了岩石数字钻进参数与强度特性的初探性试验研

究，得到以下结论： 
（1）通过对岩石研磨钻进过程中的金刚石实心

钻头进行受力分析，根据岩石破碎极限平衡与能量守

恒原理，建立了金刚石钻头研磨钻进过程能量分析模

型，推导出岩石单位研磨能 ηe的理论解。 
（2）基于岩石数字研磨钻进试验分析结果，提出

了岩石单位研磨能与单轴抗压强度的数学关系式，并

对岩石数字钻进参数与强度参数的相关性进行研究，

得到了 RDP-Rc关系模型。 
（3）利用室内数字研磨钻进试验，对 RDP-Rc模

型进行合理性评价，结果表明 RDP-Rc 模型预测的单

轴抗压强度值与标准室内试验测定值的差异率平均值

为 12.15%，证明了 RDP-Rc模型的可行性及有效性。 
（4）通过建立数字研磨钻进过程中随钻参数与岩

石单轴抗压强度 Rc的定量关系，形成了岩石 Rc数字

钻进测定测定技术，可有效实现岩石 Rc的快速、准确

预测，为工程岩体强度参数的实时原位测定提供了新

的途径。由于本次试验条件有限，未考虑到钻头磨损

程度、排渣效果等多因素共同作用下的影响，有待进

一步研究与论证。 
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胶–砂粒径比对橡胶砂小应变动力特性的影响 
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摘  要：利用 GDS-RCA 共振柱系统，开展不同橡胶含量、粒径比和围压条件下橡胶砂（RSM）的动力特性试验，深
入探究 3种影响因素对橡胶砂动力特性的耦合影响规律和机理。首先，通过试验得到了 4种橡胶含量和 4 种粒径比的
橡胶砂在 3 种围压下的动剪模量和阻尼比曲线，然后探讨了粒径比对橡胶砂动剪模量曲线、最大动剪模量、参考剪应
变和阻尼比曲线的影响规律，并分析了其与橡胶含量、围压等因素对橡胶砂动力特性的耦合影响规律及机理，最后通

过与已有文献的对比，进一步验证了现象和结论。分析结果表明：粒径比对橡胶砂动力特性的影响较为显著，其改变

时最大动剪模量的变化甚至达到 3～4倍，并且粒径比与橡胶含量对橡胶砂的动力特性存在耦合影响效应，在低橡胶含
量下粒径比的影响与高橡胶含量下明显不同，但围压与粒径比对橡胶砂的动力特性的影响无明显耦合效应。当将橡胶

颗粒体积视为孔隙的一部分时，常规土最大动剪模量的 Hardin经验公式可适用于橡胶砂。 
关键词：橡胶砂；共振柱；粒径比；动剪模量；阻尼比 
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Effect of particle size ratio of rubber to sand on small strain dynamic    
characteristics of rubber-sand mixtures 

LIU Fang-cheng1, YAO Yu-wen1, BU Guo-bin1, JING Li-ping2, BIN Jia1 
(1. Civil Engineering College, Hunan University of Technology, Zhuzhou 412007, China; 2. Key Laboratory of Earthquake Engineering 

and Engineering Vibration, Institute of Engineering Mechanics, China Earthquake Administration, Harbin 150080, China) 

Abstract: By using the GDS-RCA resonant column system, the dynamic characteristics of rubber-sand mixtures (RSMs) under 

different rubber contents, particle size ratios and confining pressures are tested, and the coupling effect law and mechanism of 

three factors on the dynamic characteristics of RSM are explored. First of all, the dynamic shear modulus and damping ratio 

curves of RSMs with four types of rubber contents and particle size ratios under three confining pressures are obtained through 

experiments. Then, the influences of particle size ratio on the dynamic shear modulus, the maximum dynamic shear modulus, 

the reference shear strain and the damping ratio curve of RSMs are discussed, and the coupling effects of particle size ratio, 

rubber content and confining pressure on the dynamic characteristics of RSMs are also analyzed. Finally, the phenomenon and 

conclusion are further verified by comparing with the existing literatures. The results show that the particle size ratio has a 

significant effect on the dynamic characteristics of RSMs, and the maximum dynamic shear modulus changes even 3 to 4 times 

when it changes. There is a coupling effect between the particle size ratio and the rubber content on the dynamic characteristics 

of RSMs. The effects of the particle size ratio under low rubber content are significantly different from those under high rubber 

content, but the influences of confining pressure and particle size ratio on the dynamic characteristics of RSMs have no obvious 

coupling effect. The maximum shear modulus of RSMs can be estimated by treating the volume of rubber as voids with the 

empirical equations proposed by Hardin et al. 

Key words: rubber-sand mixture; torsional resonant column; particle size ratio; dynamic shear modulus; damping ratio 

0  引    言 
由废旧轮胎破碎颗粒与天然砂按特定比例配合得

到的混合物简称橡胶砂（RSM，rubber sand mixture）。
相比于常规土，橡胶砂具有重度小、模量低、阻尼大、

弹性好等特点，可应用于特殊土木工程领域，如用作
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桥台、挡墙、边坡的轻质填料[1]和保温隔热填料[2]，用

于膨胀土和软土治理[3]，作为生命线管道回填保护[4]，

以及作为村镇房屋廉价隔震垫层等[5-8]。由于橡胶砂在

土木工程中的应用可大量消耗废旧轮胎，且不会对地

下水产生二次污染[9]，是废旧轮胎资源化再利用的典

范途径。对橡胶砂的力学特性展开研究，为其在土木

工程中的应用奠定基础，具有重要的意义。 
相比于母材砂，橡胶砂宏观力学特性的改变主要

是由于橡胶颗粒的掺入改变了颗粒之间的接触状态。

因此，橡胶颗粒的掺量（RC，rubber content）是影响
橡胶砂力学特性的主要因素，已有文献对其展开了深

入的研究[10-16]。但显而易见，橡胶–砂混合物中颗粒
之间的接触状态除受橡胶颗粒质量掺量的影响外，还

与橡胶颗粒与砂颗粒的粒径比（PSR，particle size 
ratio）有关，甚至还受两种因素的耦合影响。图 1 给
出了在橡胶含量一定的情况下，不同胶砂颗粒粒径比

时橡胶砂的颗粒组分构成示意图，可见，随着粒径比

的变化，砂颗粒的接触状态、粒间空隙的填充状态均

发生改变，因而其力学性能必将受到影响。 

图 1 不同粒径比橡胶砂的颗粒组分构成示意图 

Fig.1 Diagrams of particle composition of rubber sand with  

different particle size ratios 

已有关于胶–砂粒径比对橡胶砂动力特性影响的
研究报道甚少。Lee 等[17]通过有侧限固结和弯曲元试

验研究了粒径比对橡胶砂受压变形和初始剪切模量的

影响，但未能揭示粒径比对橡胶砂动剪模量和阻尼比随

动应变幅值非线性变化特性的影响规律；Ehsani等[18]、

Li 等[19]分别在通过扭转共振柱–动三轴联合试验研究
橡胶含量和砂的矿物特性对橡胶砂动剪模量的影响，

以及橡胶砂的抗液化性能研究中，考虑了粒径比因素，

给出了定性的试验现象，但由于所考虑粒径比工况较

少，难以总结定量规律。 
基于以上研究现状，本文利用 GDS-RCA共振柱

系统，研究 4种橡胶含量、4种粒径比橡胶砂在 3种
围压下的动力特性，探讨粒径比对橡胶砂动剪模量和

阻尼比的影响规律，分析其与橡胶含量（RC，rubber 
content）、围压（ 0σ ）等因素对橡胶砂动力特性的耦
合影响规律及机理，以期为后续研究和相关应用提供

参考。 

1  试验介绍 
1.1  试验材料 

试验砂为厦门艾思欧（ISO）标准砂，颗粒粒径
0.05～2 mm，平均粒径为 0.64 mm，颗粒相对密度
2.67；橡胶颗粒为废旧轮胎胶粒，筛取 4 种颗粒集，
平均粒径分别为 0.3，0.6，1.9和 3.7 mm，相应的胶
砂粒径比分别为 0.5，0.9，3.0，5.8。颗粒材料的级配
曲线如图 2所示。橡胶颗粒相对密度为 1.1。 

图 2 橡胶和砂的颗粒级配曲线 

Fig. 2 Particle-size distribution curves of rubber and sand 

1.2  试验工况与试样制备 

每种粒径比的橡胶砂考虑 4种质量配比，每种质
量–粒径比工况及母材砂考虑 3种围压（50，100，200 
kPa），共 51种试验工况，每种工况下进行 3个试样测
试。试样制备前实测不同质量比及粒径比橡胶砂的最

大、最小干密度，根据相同的初始相对密度计算该工

况下橡胶砂试样的质量。试样搅拌均匀后采用砂雨法

装样，每个试样土料分 5次均匀落入试模，分层压实，
尽量保证试样均匀。不同配比橡胶砂的装样控制密度、

试样质量及初始孔隙比如表 1所示。部分配比工况下
的橡胶砂混合料照片如图 3所示。 
1.3  试验设备和试验方法 

试验在湖南工业大学岩土实验室 GDS 共振柱测
试系统上进行，振动方式为扭转剪切振动。 
试验步骤如下：①装样完成后施加-20 kPa 的负

压，保持试样稳定；②用游标卡尺量测试样初始高度

和直径（量 3次取平均值）；③依次装上驱动装置、位
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移传感器、压力室，对竖向位移进行调零处理；④分

四次进行加围压、卸负压，每次加 5 kPa围压、卸-5 kPa
负压，确保试样稳定；⑤保持反压为 0，施加目标围
压，固结至试样竖向位移稳定；⑥进行共振柱试验。 

表 1 不同配合比橡胶砂试样制备控制参数 

Table 1 Properties of rubber-sand mixtures with different mass  

ratios 

粒径

比 
PSR 

橡胶含

量 RC 
/% 

最小干 
密度 
rd,min 

/(g·cm-3) 

最大干 
密度 
rd,max 

/(g·cm-3) 

控制密

度 rd 
/(g·cm-3)

相对密

实度
Dr 

装样 
质量 
/mg 

初始孔

隙比 e0 

纯砂 0 1.70 1.96 1.88 0.7 368.4 0.423 
5 1.46 1.79 1.65 0.7 323.9 0.511 
10 1.29 1.70 1.55 0.7 304.5 0.507 
15 1.18 1.53 1.41 0.7 276.0 0.565 0.5 

30 0.82 1.13 1.01 0.7 198.6 0.848 
5 1.49 1.75 1.66 0.7 326.2 0.500 
10 1.32 1.55 1.47 0.7 288.9 0.588 
15 1.16 1.43 1.33 0.7 262.0 0.648 0.9 

30 0.82 1.07 0.98 0.7 193.2 0.900 
5 1.59 1.83 1.75 0.7 343.5 0.425 
10 1.50 1.74 1.66 0.7 326.6 0.405 
15 1.41 1.65 1.57 0.7 308.2 0.401 3.0 

30 1.14 1.31 1.25 0.7 246.4 0.490 
5 1.61 1.83 1.76 0.7 345.8 0.415 
10 1.55 1.77 1.70 0.7 334.1 0.373 
15 1.43 1.69 1.61 0.7 315.4 0.369 5.8 

30 1.23 1.43 1.36 0.7 266.9 0.375 

 

图 3 不同橡胶含量和胶砂粒径比橡胶砂混合物 

Fig. 3 Photos of RSMs with different rubber contents and particle  

size ratios 

2  结果分析 
2.1  动剪模量曲线 

试验发现，在相同的围压和质量配比情况下，不

同粒径比橡胶砂的动剪模量曲线存在显著的差异，且

不同橡胶含量时，粒径比的影响规律不同，即橡胶砂

动剪模量明显受橡胶含量与粒径比两者的耦合影响： 
（1）当橡胶含量较小（RC=5%）时，橡胶砂动

剪模量衰减曲线 dG – dγ 随粒径比增大而单调降低。 
（2）当橡胶含量较大（RC≥10%）时， dG – dγ

曲线随粒径比的增大而表现先减小后增大的现象，且

临界粒径比较一致地为 0.9。 
（3）对于橡胶含量不小于 10%的橡胶砂，当粒

径比超过临界值后继续增大时，动剪模量曲线回升，

但其回升规律随橡胶含量不同而各异。当 RC =10%
时，粒径比 3.0 和 5.8 的动剪模量曲线依次增大，且
均低于粒径比 0.5时的动剪模量曲线。当 RC =15%时，
粒径比 3.0 和 5.8 的动剪模量曲线依次增大，且均高
于粒径比 0.5时的动剪模量曲线。当 RC =30%时，粒
径比 3.0 的动剪模量曲线显著高于粒径比 0.5 时的动
剪模量曲线，而粒径比 5.8 的动剪模量曲线复又相对
粒径比 3.0 时降低，当仍然远高于粒径比 0.5 时的动
剪模量曲线。 
不同围压下粒径比对橡胶砂动剪模量曲线的影响

规律相似。限于篇幅，本文仅给出围压 0σ =100 kPa
时的橡胶砂动剪模量随动应变幅值的衰减规律，如图

4所示。 
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图 4 橡胶砂动剪模量随动剪应变的衰减曲线（围压 100 kPa） 
Fig. 4 Degradation curves of dynamic shear modulus with 

dynamic shear strain of RSMs ( 0σ =100 kPa) 

2.2  粒径比对橡胶砂最大动剪模量的影响 

最大动剪模量是土动力特性的重要表征，也是岩

土体动力响应分析的必需参数。采用经典的 H-D公式
对动剪模量–动剪应变试验曲线进行拟合，可得到各

配比工况下的最大动剪模量。 

 dmax
d

d ref1 /
GG
γ γ

=
+

  。            (1) 

式中  dmaxG 为最大动剪模量； dγ 为动剪应变， dG 为
对应于动剪应变 dγ 的动剪模量， refγ 为参考剪应变，

其对应的动剪模量为 0.5 dmaxG 。可知， refγ 越大，动剪

模量的衰减速率越慢。 
各试验工况下动剪模量曲线的拟合曲线以细实线

绘制于图 4，可见拟合曲线与试验散点规律吻合较好，
相应的拟合参数值列如表 2所示。 
图 5给出了不同橡胶含量、不同围压下，橡胶砂

最大动剪模量 dmaxG 随粒径比 PSR的变化规律。可见，
在橡胶含量相同的情况下，不同围压下最大动剪模量

随粒径比的变化曲线近似平行，说明粒径比与围压对

动剪模量的耦合影响效应较小。而橡胶含量与粒径比

对橡胶砂最大动剪模量的影响存在较明显的耦合影

响。当橡胶含量为 5%时， dmaxG 随粒径比增大而近似

单调减小。当橡胶含量在 10%～15%时， dmaxG 随粒径

比增大先减小而后增大，粒径比 0.9 时达到最小值。
当橡胶含量达到 30%时， dmaxG 随粒径比增大出现反 S
形变化，先减小并在粒径比 0.9 时达到最小值，而后
在粒径比 3.0 时达到最大值，然后随着粒径比增大至 
5.8再次缓慢下降。 

以粒径比 0.9（接近 1.0）时的工况为参照，可
分析不同橡胶含量下粒径比对橡胶砂 dmaxG 的影响程

度，如图 6所示。可见，当橡胶含量小于 15%时，不 

表 2 dG – dγ 试验曲线拟合参数 

Table 2 Fitting parameters of tested dG – dγ curves 

0σ  50 kPa 100 kPa 200 kPa 

PSR RC dmaxG /MPa refγ /% dmaxG /MPa refγ /% dmaxG /MPa refγ /% 
─ 0% 83.27 0.02039 122.27 0.02826 180.90 0.03991 

5% 64.29 0.02950 112.26 0.02687 153.51 0.03752 
10% 45.34 0.02947 72.60 0.03879 113.57 0.04766 
15% 24.03 0.09993 43.57 0.06420 63.82 0.09913 0.5 

30% 6.49 0.09960 8.97 0.28200 16.22 0.21900 
5% 64.67 0.02915 89.00 0.03805 142.21 0.04431 

10% 32.68 0.04994 50.45 0.05680 73.06 0.07777 
15% 18.99 0.09165 30.65 0.08097 47.95 0.09669 0.9 

30% 3.74 0.33000 5.99 0.24900 10.09 0.28700 
5% 60.16 0.03119 84.43 0.03773 122.28 0.04588 

10% 42.88 0.03583 60.24 0.04407 86.22 0.05868 
15% 30.32 0.03836 43.39 0.05078 65.01 0.06049 

3.0 

30% 14.59 0.05607 17.85 0.08775 26.71 0.07472 
5% 57.43 0.02244 83.92 0.03000 128.09 0.04353 

10% 46.27 0.03382 65.02 0.03875 92.49 0.04964 
15% 34.53 0.03496 48.58 0.04771 71.33 0.06941 

5.8 

30% 13.01 0.05787 17.75 0.09621 24.95 0.14200 
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同围压下的 dmax dmax PSR 0.9/G G =, –PSR 试验散点较为接
近，说明粒径比与围压对最大动剪模量的耦合影响效

应较小；当橡胶含量为 30%时，不同围压下的

dmax dmax PSR 0.9/G G =, –PSR 试验点离散性稍大，但变化
趋势相同。 

由不同围压下的 dmax dmax,PSR=0.9/G G –PSR 平均趋势
线对比可见，随着橡胶含量的增大，粒径比对 dmaxG
的影响程度亦越大。当橡胶含量为 5%时，粒径比从
0.5 变化至 5.8，所引起的最大动剪模量变化在 0.2 倍
以内，当橡胶含量为 30%时，同样的粒径比变化所引
起的最大动剪模量变化可达到 3～4 倍。可见，粒径
比对橡胶砂动剪模量的影响不能忽略。由上述分析可

知，胶砂粒径比与橡胶含量、围压一样，是影响橡胶

砂最大动剪模量的主要因素。下面，将研究如何在已

知上述条件的情况下，对橡胶砂的最大动剪模进行预

测。 

图 5 橡胶砂最大动剪模量随粒径比的变化规律 

Fig. 5 Maximum dynamic shear moduli of RSMs 

图 6 dmax dmax,PSR 0.9/G G = –PSR关系 

Fig. 6 Relationship between dmax dmax,PSR 0.9/G G =  and PSR 

2.3  橡胶砂最大动剪模量经验公式 

在土动力学领域，Hardin等[20]
建议的常规土最大

动剪模量经验公式得到了大量实践验证与广泛应用： 
1

dmax a 0( )OCR k n nG AF e p σ−=   ，     (2) 

式中，A 为无量纲模量参数， ( )F e 为孔隙比函数，
OCR 为超固结比， ap 为标准大气压力， 0σ 为围压，
k，n 为指数参数。对于重塑非黏性土试样 OCR 可取
1，故指数 k可暂不研究。 
大量研究表明，n可取 0.5。图 7给出了不同橡胶

含量、不同粒径比时，用
0.5

a 0OCR ( )k p σ 对 dmaxG 进行

归一化，得到的无量纲系数 ( )AF e 与围压 0σ 的关系
曲线。可见，当 n取 0.5时，不同橡胶含量、不同粒
径比橡胶砂的无量纲模量系数 ( )AF e 与围压 0σ 的关
系曲线均大致呈水平状，说明其与围压无关，亦即用

0.5
a 0OCR ( )k p σ 可对 dmaxG 进行良好的归一化。 

图 7 最大动剪模量的围压归一化 

Fig. 7 Normalization of dmaxG  with confining pressure 
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无量纲模量系数 ( )AF e 为仅与孔隙比 e相关的函
数。Hardin给出了常规土的经验式[20] 

2( ) 123(2.973 ) /(1 )AF e e e= − +   。  (3) 
Feng等[21]给出了橡胶砂的经验式： 

2( ) /(0.3 0.7 )AF e A e= +   。         (4) 
上两式所对应的 ( )AF e –e 关系曲线绘制于图 8

（a），可见，两个经验公式所给出的无量纲模量系数 
( )AF e 均随着 e的增大而单调减小。 
关于橡胶砂孔隙比的确定存在两种观点。第一种

观点，将橡胶颗粒当作混合土的一部分，孔隙比等于

孔隙体积与砂颗粒体积和橡胶颗粒体积之和的比值，

即 

viod sand rubber/( )e V V V= +   ，        (5) 
式中， e为孔隙比， viodV ， sandV ， rubberV 分别为孔隙体

积、砂颗粒体积和橡胶颗粒体积。 
第二种观点认为，由于橡胶颗粒模量远小于砂颗粒

模量，且橡胶体积不可压缩（橡胶材料的泊松比近似为 
0.5），因此橡胶颗粒本身应视为孔隙的一部分[21-22]。 
相应的孔隙比为 

viod rubber sand( ) /e V V V= +   ，       (6) 
式中各符号的意义与式（5）相同。 
本文试验发现，当按常规方法确定橡胶砂孔隙比

（即按式（5）计算孔隙比）时，不同粒径比橡胶砂
( )AF e –e 关系表现出明显差异且无规律性，与图 8

（a）所示常规土 ( )AF e 随 e 单调减小的已知认识不
符，如图 8（b）所示。而当将橡胶颗粒体积计入孔隙
（即按式（6）计算孔隙比）时，不同粒径比橡胶砂的

( )AF e –e 关系曲线高度集中，且表现出明显的与常
规土类似的规律性，如图 8（c）所示。可知，本文试
验表明，当将橡胶颗粒体积视为孔隙体积的一部分

时，则 Hardin 针对常规土所提出的最大动剪模量经
验公式仍然可适用于橡胶砂这种人工混合土。此结论 
也再次验证了 Feng等[21]

的研究发现。 
经对比，经验公式（4）能更好地模拟橡胶砂无量

纲模量系数 ( )AF e 与孔隙比 e（按式（6）计算，后同）
的关系，且拟合得到系数 A=530，拟合曲线与试验点
的对比关系示于图 8（d）。 
图 9给出了不同质量配比及粒径比对橡胶砂孔隙

比的影响曲线。可见，随着橡胶含量的增加，孔隙比

呈加速增大趋势。不同粒径比时，孔隙比增大速率不

同。粒径比接近 1 时， e–RC关系曲线最高，粒径
比越远离 1， e– RC关系曲线越低。设橡胶砂 e–
RC关系可用下式进行描述： 

2
s[1 RC RC ]e e p q= + ⋅ + ⋅   ，     (7) 

式中， se 为橡胶含量为零时（即母材纯砂）的孔隙
比，取 0.423；p，q为无量纲拟合参数。式（7）的拟

合曲线一同绘于图 9中，可见与试验散点规律吻合良
好。相应的拟合参数 p，q值列于表 3所示。 

图 8 最大动剪模量的围压归一化 

Fig. 8 Normalization of dmaxG  with confining pressure 

表 3 e–RC关系曲线拟合参数 

Table 3 Parameters values of e–RC  relationships 
PSR p  q  R2 
0.5 10.52 25 0.995 
0.9 11.64 25 0.999 
3.0  5.37 25 0.998 
5.8  3.83 25 0.989 
由表 3 可见，参数 q 为与粒径比 PSR 无关的定

值，参数 p则表现出类似以粒径比PSR=1为中心的正
态分布的形式，即 PSR 值越靠近 1，p 值越大，PSR
值越远离1，p值越小。因此，设参数p与粒径比PSR 
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之间的关系可用 Gauss函数表达： 
2

0 exp 2  
π / 2
B x cp p

ωω

 − = + −  
   

 

PSR        PSR 1
1/ PSR     PSR 1

x 
=  <

≥
  ，            (8) 

式中， x 为 Gauss 函数自变量。当 PSR 1≥ 时，

PSRx = ，当 PSR 1< 时， 1/ PSRx = 。 0p ，B，ω ，
c均为 Gauss函数参数，其中 1c = 。 

 

图 9 橡胶砂孔隙比随橡胶含量和粒径比的变化规律 

Fig. 9 Variation of void ratio of RSMs with rubber content and  

particle size ratio 

用上式对表 3中参数 p与粒径比 PSR之间的关系
进行拟合，如图 10 所示。图中，实心散点为真实试
验点，空心散点为试验点以 PSR=1 为镜像轴的虚拟
约束点，实线为用上述两种点按式（8）拟合得到的曲
线，拟合得到的 Gauss 函数参数分别 0 3.65p = ，

26B = ， 2.46ω = 。 

图 10 参数 p与粒径比 PSR之间的关系 
Fig. 10 Relationship between p and PSR 

图 11给出了根据式（2）～（8）预测的橡胶砂最
大动剪模量与实测值的对比。可见本文所提公式能较

好地预测橡胶砂最大动剪模量随橡胶砂质量配比、粒

径比以及围压的变化规律。 
2.4  阻尼比 

图 12给出了橡胶砂的阻尼比试验曲线，其中各子
图分别将相同橡胶含量和围压、不同粒径比工况的阻

尼比曲线绘制在同一坐标系，以便观察粒径比对阻尼

比曲线的影响。由图可见： 
（1）当橡胶含量较低（RC =5%）时，橡胶砂阻

尼比较小，与纯砂接近，不同粒径比橡胶砂阻尼比曲

线亦较为接近。 
（2）随着橡胶含量的增大（RC 10%），橡胶

砂阻尼比明显高于纯砂，不同粒径比橡胶砂阻尼比曲

线之间的差异也逐渐增大。 
（3）在试验所涉及 12种橡胶含量和围压组合工

况中，有 10种工况下，橡胶砂阻尼比曲线随粒径比的 
增大表现出先降低后升高的规律，临界粒径比为 0.9，
亦即当粒径比接近 1时，橡胶砂阻尼比最小。 

（4）随着围压增大，相同橡胶含量的橡胶砂阻尼
比逐渐减小，但随着橡胶含量增加，围压对阻尼比的

影响减弱。 
（5）不同围压下，阻尼比曲线随粒径比变化的规

律相似，说明围压与粒径比对橡胶砂阻尼比特性的影

响无明显耦合效应。 
2.5 机理分析 

橡胶砂中主要存在 3 种接触形式：砂–砂接触、
胶–砂接触和胶–胶接触。橡胶砂力学特性变化的微观
机制就是由于这 3 种接触所组成的力链分布改变所
致。由图 1的示意图可知，橡胶含量和胶砂粒径比均
会改变混合物中橡胶颗粒和砂颗粒的分布状态和颗粒

接触状态，因此两者对橡胶砂动力特性存在耦合影响

效应。 
当橡胶含量较小（如 RC=5%）时，橡胶颗粒数量

少而离散分布于砂颗粒中。此时，粒径比越小，橡胶

颗粒越分散，且分布于砂颗粒间的空隙，基本不参与

整体受力，力链主要由砂–砂接触所组成，故橡胶砂
表现出较大的动剪模量；随着粒径比增大，橡胶颗粒

数量减小但尺寸增大，超出砂颗粒间空隙尺寸后则参

与受力，使得部分力链上的砂–砂接触被胶–砂接触所
代替，因而动剪模量降低。 
随着橡胶含量增多，混合物中橡胶组分增大。当

粒径比远小于 1时，橡胶组分的分布弥散，相当部分
小橡胶颗粒填充于砂颗粒间的空隙未能参与整体受

力，削弱了其对混合物抵抗变形能力衰减作用，故动

剪模量仍较大。当粒径比接近 1时，橡胶颗粒与砂颗 
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图 11 橡胶砂最大动剪模量预测值与实测值对比 

Fig. 11 Comparison between predicted dmaxG  of RSMs and test values 

 

图 12 粒径比对橡胶砂阻尼比的影响 

Fig. 12 Effects of size ratios on damping ratio of RSMs 
粒尺寸相近，两者的接触最为充分，原力链中的砂–

砂接触最大限度地被砂–胶接触所替代，故动剪模量
达到最小值。当粒径比超过 1继续增大时，橡胶组分
的分布更加集中而形成少数大的橡胶颗粒悬浮于砂颗

粒中。由于橡胶材料的不可压缩性，这些大的橡胶颗

粒被砂颗粒包围而不可被嵌入，从而形成拱效应，使

得力链能绕过它而继续通过砂–砂接触传递。这解释
了当粒径比超过 0.9 后，动剪模量回升的原因。粒径
比越大，橡胶组分的集中程度越大，力链所需绕过的

“不可压缩空腔”的数量也就越少，因而动剪模量回

升越多。但当橡胶含量足够多时，可能形成连续相邻

的“空腔”，进而削弱力链拱的侧向约束，从而使橡



第 9期                     刘方成，等. 胶–砂粒径比对橡胶砂小应变动力特性的影响 

 

1677 

胶颗粒参与力链的传导。这解释了橡胶含量为 30%
时，当粒径比从 3.0 增加至 5.8 时，橡胶砂动剪模量
再次降低的试验现象。 

 

图 13 不同粒径比时颗粒细观分布及接触示意图 

Fig. 13 Description of particle distribution and contact diagram of  

.RSMs with different particle size ratios 
橡胶砂的阻尼主要由振动过程中颗粒间的摩擦、

砂颗粒去棱角化破碎、橡胶颗粒的变形发热等能量耗

散所组成。粒径比接近 1时，橡胶颗粒与砂颗粒接触
最为充分，砂–砂刚性接触减少，砂颗粒间的去棱角
化破碎耗能得到最大程度减小。这解释了在绝大多数

工况下，粒径比 0.9 时橡胶砂阻尼比最小的原因。但
即便如此，由于橡胶颗粒的摩擦、变形耗能以及振动

发热效应，仍然比纯砂的阻尼比大。 

3  结    论 
（1）橡胶含量和胶砂粒径比均会改变混合物中橡

胶颗粒和砂颗粒的分布状态和颗粒接触状态，并共同

影响混合土孔隙比，因此橡胶含量和粒径比对橡胶砂

的动力特性存在耦合效应。 
（2）当橡胶含量较小（RC =5%）时，随着粒径

比的增大，由于试样内部力链中部分砂–砂接触逐渐转
变为胶–砂接触，橡胶砂动剪模量衰减曲线 d dG γ− 会

有所降低；当橡胶含量较大（RC≥10%）时，试样内
部橡胶颗粒增多，在粒径比为 0.5 时相当部分橡胶颗
粒处于砂颗粒间隙间，未参与受力，在粒径比接近 1
时胶–砂接触最为充分，而在粒径比继续增大时由于橡
胶颗粒增大且不可压缩而产生拱效应，因此 d dG γ− 曲

线随粒径比的增大而表现先减小后增大的现象，临界

粒径比约为 1。 
（3）随着橡胶含量的增多，参考剪应变增大，橡

胶砂动剪模量随动应变的衰减变缓；当橡胶含量小于

10%时，粒径比对参考剪应变的影响较小，当橡胶含
量大于 10%时，粒径比对参考剪应变的影响较为明
显，后者随着前者的粒径比减小而增大。 
（4）当橡胶含量较低（RC =5%）时，橡胶砂阻

尼比较小，与纯砂接近，不同粒径比橡胶砂阻尼比曲

线亦较为接近；随着橡胶含量的增大（RC 10%），
橡胶砂阻尼比明显高于纯砂，不同粒径比橡胶砂阻尼

比曲线之间的差异也逐渐增大；橡胶砂阻尼比曲线随

粒径比的增大表现出先降低后升高的规律，临界粒径

比为 0.9，亦即当粒径比接近 1 时，橡胶砂阻尼比最
小。 
（5）当将橡胶颗粒视作孔隙时，Hardin 常规土

最大动剪模量经验公式仍可适用于橡胶砂，结合本文

所提橡胶砂孔隙比试验拟合式，可对不同质量配比和

粒径比橡胶砂的最大动剪模量进行合理预测。 
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温度对饱和黏性土剪切特性影响的试验研究 
费  康，周  莹，付长郓 

（扬州大学岩土工程研究所，江苏 扬州 225127） 

摘  要：采用温控三轴仪，考虑不同的温度–应力路径，对两种正常固结的饱和黏性土进行了固结不排水和固结排水
剪切试验，研究了温度变化对土体强度、应力应变关系、孔压响应和流动法则等的影响。结果表明，温度效应的强弱

与土的类别有关，温度变化对粉质黏土的剪切特性基本没有影响，但对黏土的影响不容忽视。随着温度的增加，黏土

的不排水和排水峰值强度有明显的提高，临界摩擦角基本保持不变。不同温度下黏土不排水剪切过程中均产生正的超

孔压，排水剪切中土体体积均持续减小，表明高温下偏应力偏应变曲线出现软化的原因与强超固结土的剪胀机理有区

别。黏土剪切特性的变化程度与温度–应力路径相关，先升温后固结试样的不排水强度比固结后升温试样的低。温度

循环一周后，黏土的不排水强度较室温下有明显提高。  
关键词：黏土；粉质黏土；三轴试验；剪切特性；温度效应 
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Experimental study on effect of temperature on shear behavior of saturated clays 

FEI Kang, ZHOU Ying, FU Chang-yun 
(Institute of Geotechnical Engineering, Yangzhou University, Yangzhou 225127, China) 

Abstract: The effect of temperature on shear behavior of saturated clays is investigated by means of the temperature-controlled 

triaxial tests. Two kinds of normally consolidated saturated clays are tested. The test program involves different heating and 

consolidation sequences and drained conditions. The influences of the temperature change on the shear strength, the 

stress-strain relationship, the excess pore water pressure response and the flow rule are analyzed. The experimental results show 

that the temperature change significantly affects the shear behavior of the clay, while the temperature effect on the shear 

behavior of the silty clay is negligible. An increase in temperature increases the undrained and drained peak strength, but the 

critical friction angle does not change. The excess pore water pressures built up during undrained shear of clay specimens at 

different temperatures are all found to be positive, and the volume changes under drained shear are always contractive. It 

implies the reason that the stress-strain softening behavior at high temperature is not shear dilatancy, which is usually used to 

explain the softening behavior of heavily over-consolidated clays. The temperature effect on the shear behavior is also relevant 

with the temperature-stress path. The undrained shear strength of the specimen subjected to heat after consolidation is smaller 

than that of the specimen first heated. After a temperature cycle, the undrained shear strength increases markedly. 

Key words: clay; silty clay; triaxial test; shear behavior; temperature effect 

0  引    言 
在能源地下结构应用、核废料处置等问题中，土

体会经历明显的温度变化[1-2]。为保证工程安全，需深

入了解温度对土体剪切特性的影响。早期学者们主要

关心温度对土体剪切强度的影响，Noble等[3]首次系统

考虑了土样固结和剪切时的温度对黏土不排水强度的

影响。试验结果表明固结温度越高，不排水强度越大；

但对在同一温度下固结的土样，强度随剪切温度的增

加而减小。Uchaipichat等[4]指出当温度从 25℃增加 60
℃后，粉土的峰值强度下降了 15%～25%。研究表明，

温度对强度的影响还与变温时的排水条件有关。Sherif 
等[5]认为若在不排水的条件下提高正常固结黏土试样

的温度，土颗粒与水热膨胀系数之间的差异会使得孔

隙水压力上升，有效应力下降，黏土的无侧限抗压强

度随之减小。Mitchell等[6]总结的数据表明，排水升温

后黏土的强度明显提高。Ladd[7]指出不排水剪切过程

中的孔压增长规律也受到温度的影响，其对强度也有

─────── 
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影响。Kuntiwattanakul 等[8]发现了相似的规律，他们

对重塑饱和黏土进行了不同温度下的固结不排水剪切

试验，结果表明正常固结土在剪切过程中产生的孔压

随温度增加而减小，不排水强度随温度的增加而增加。

Tanaka 等[9]也得到了类似的结果，他们还指出虽然温

度增加会提高黏土的峰值强度，但温度不影响临界状

态强度（残余强度）的大小。 
现有基于弹塑性理论的本构模型一般认为屈服面

尺寸随温度升高而减小[10-12]。对正常固结土，为保证

应力状态点仍落在屈服面上，等应力排水升温过程中

土体将产生塑性体积应变，塑性体积应变的硬化效应

将弥补温度的热软化效应。按照这一观点，正常固结

黏土升温后还处于正常固结状态，后续剪切过程中应

力应变关系的变化可能与流动法则随温度的改变有

关。目前这方面的研究还较少，试验数据也没有统一

的规律，如 Abuel-Naga 等[13]认为塑性体积应变与塑

性偏应变之比 p p
v qd / dε ε 随温度的增加而增加，Graham

等[14]认为其与温度无关，而 Ghahremannejad[15]的试验

数据表明其随温度的增加而减小。另外，一周温度循

环之后热软化效应消失，残留的温度塑性体积应变是

否会引起剪切硬化，是否与同等大小的力学塑性体积

应变有相似的效果还缺乏试验数据支撑。Bai 等[16]、

杨光昌等[17]基于颗粒物质热动力学理论，通过构建热

力学恒等式建立了土体的本构关系，理论上能更深入

地描述土体的能量耗散机理与宏观力学特性之间的关

系，但模型的能力也需要更多试验数据的支撑。 
为了进一步了解温度变化对剪切特性的影响规

律，为热弹塑性本构模型建立和验证提供数据支撑，

本文采用温控三轴仪，考虑不同的温度–应力路径，

对两种黏性土进行了固结不排水和固结排水剪切试

验，研究了温度变化对土体强度、应力应变关系、孔

压响应和流动法则的影响。 

1  试验介绍 
1.1  试验仪器 

试验采用温控三轴仪进行，其在三轴压力室的外

侧设有水浴腔和真空腔。真空腔外包有隔热泡沫材料，

水浴腔与恒温水浴箱相连，试验中通过循环水浴腔中

的水改变土样的温度，温度变化范围为 5℃～80℃。
温控三轴仪的围压和反压由标准压力/体积控制器控
制，压力分辨率 1 kPa，体积变化分辨率 1 mm3。孔压

传感器测量精度 0.1 kPa。温度测量精度 0.1℃。 
1.2  试验材料 

试验用土包括黏土和粉质黏土两种，物理性质见

表 1。试样为直径 39.1 mm、高度 80 mm的圆柱体，

采用击样法制作，控制干密度分别为 1.35 g/cm3（黏

土）和 1.50 g/cm3（粉质黏土），制样含水率为塑限+2%。
为保证饱和，试样先在真空桶中抽气 24 h，然后在三
轴仪上进行反压饱和，直至孔隙水压力系数 B 大于
0.95。 

表 1 试验土样基本物理性质 

Table 1 Physical properties of test soils 

土体 液限 
/% 

塑限 
/% 

塑限 
指数 

颗粒相对

密度 
黏土（C） 52.5 28.0 24.5 2.67 
粉质黏土（S） 41.2 27.4 13.8 2.61 

1.3  试验方案 

试验在空调房间内进行，室温在 22℃～25℃左
右。考虑不同的温度–应力路径组合，试验设计了

E1-E3 三类方案。试验编号见表 2。试验编号中的字
母 C和 S分别代表黏土和粉质黏土，字母 U和 D 分
别代表不排水剪切和排水剪切。试验中升、降温阶段

分级进行，每级温度增量 3度，待孔压完全消散且时
间不小于 1 h后施加下级温度增量。不排水和排水条
件下剪切速率分别为 0.02 mm/min和 0.004 mm/min，
当轴向应变达到 20%时停止试验。 

表 2 试验方案 

Table 2 Test plan 

试验编号 剪切排水

条件 
温度增量 

/℃ 

剪切前有

效围压

/ kPa   

温度–

应力历

史 
E1-C/S-U-1 0 100 
E1-C/S -U-2 0 200 
E1-C/S-U-3 0 400 
E1-C/S-U-4 40 200 
E1-C/S-U-5 

不排水 

60 200 
E1-C-D-1 20 200 

E1-C/S-D-2 40 200 
E1-C/S-D-3 

排水 
60 200 

固结后

升温 

E2-C/S-U-1 40 200 
E2-C-U-2 不排水 60 200 

升温后

固结 

E3-C/S-U-1 不排水 40 200 
固结后

温度循

环一周 

2  试验结果及分析 
2.1  温度对不排水强度的影响 

（1）黏土 
图 1（a）～（c）分别给出了黏土在不同温度下

的偏应力 q、有效主应力比 1 3/σ σ′ ′和超孔压 u∆ 随偏

应变 qε 的变化关系，图 1（d）是对应的有效应力路径。
试验结果表明室温下黏土呈现出应变硬化的特点，偏

应力和超孔压均随轴向应变的增加而增加，有效应力

路径向左侧发展，直至达到临界状态线（CSL）后偏
应力和孔压达到稳定值。不同围压下的试验结果有较

好的规律性，有效主应力比曲线基本吻合。 
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温度变化后，应力应变曲线的形态发生改变。温

度越高，应力应变曲线的应变软化特性越明显，峰值

不排水剪切强度越大。围压 200 kPa，升温 40℃，60℃
后的峰值不排水强度分别为 194.7和 224.4 kPa，较室
温下的 147.4 kPa分别提高了 32.1%和 52.2%。相比而
言，剪切过程中超孔压的变化不大，升温 40℃、60℃
后超孔压最大值分别为 118.4，113.0 kPa，孔压比室温
下的 124.7 kPa分别降低了 5.1%和 9.4%。剪切强度的
提高不完全是超孔压减小、有效应力增加的结果。这

与图 1（c）中有效主应力比的变化规律对应。该图表
明温度越高，土体剪切过程中的峰值有效主应力比越

大，意味着升温过程中土体结构性发生了变化，剪切

特性与室温下有明显的区别。 
另外注意到，不同温度的有效主应力比曲线在大

应变下逐渐趋于同一值。这说明虽然黏土的峰值摩擦

角随温度的增加而增加，但残余或临界摩擦角可认为

与温度无关。从图 1（d）中的有效应力路径也可得到
同样的结论。温度越高，剪切初期的有效应力路径越

靠右，但剪切结束时的有效应力路径逐渐趋于室温下

的临界状态线，临界状态线在 p′– q平面上的斜率
1.18M = ，对应的临界摩擦角 csϕ ′ = 29.5°。与从微观

上来看，升温过程中土颗粒间作用力、土颗粒的排列

与组合将有所变化。这种改变对抗剪性能的影响主要

发生在剪切的中前期，当土粒之间发生足够的剪切滑

移之后，土体的剪切特性将主要取决于土体的矿物组

成、级配等固有性质，温度的影响逐渐消失。 

 

图 1 黏土不同温度下固结不排水试验结果 

Fig. 1 Results of CU tests on clays at different temperatures 

现有研究通常认为等应力排水升温后，正常固结

土仍处于正常固结状态[18]，因此不同温度下的剪切将

具有相同的应力状态起点（图 2 中的屈服面 Y0 与横
坐标的交点）。试验结果表明，高温下的有效应力路径

相对靠右，如果屈服面的形状不发生变化，意味着此

时屈服面的尺寸较大（图 2 中的 Y2）。根据体积应变
硬化机理，此时土体应具有较大的塑性体积应变。在

不排水条件下，较大的塑性体积应变将对应较大的超

孔压，与试验现象相矛盾。这意味着屈服面随着温度

的变化而变化，高温下屈服轨迹右侧更陡（图 2中的
Y3）。 

图 2 屈服面随温度变化示意图 

Fig. 2 Sketch of evolution of yield surface with temperature 

（2）粉质黏土 
图 3是粉质黏土的固结不排水剪切试验结果。室

温下的粉质黏土不排水剪切的应力应变曲线上没有明

显的破坏点，偏应力随偏应变的发展持续提高。对比
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孔压的发展规律来看，室温下轴向应变达到 2.2%之
后，孔压从上升转为下降，表明粉质黏土有剪胀的趋

势，有效应力随孔压的下降而提高，有效应力路径转

而向右上发展，土体能承受更大的偏应力。图 3（b）
的有效主应力比随应变的软化特征也表明土体有剪胀

的趋势，有效围压越小，有效主应力峰值越大，剪胀

越明显，但大应变下各围压下的主应力比曲线趋于一

稳定值。试验结束时偏应力、超孔压仍有一定的变化

趋势，未完全达到临界状态。考虑到土体从剪缩转为

剪胀的相转点对应的应力比与临界状态应力比相近，

据此得到的临界状态线在图 3（b）中给出，其
1.40M = ，对应的临界摩擦角 csϕ ′ = 34.6°。 
温度升高后，粉质黏土的剪切特性没有本质变化，

试样仍然有剪胀的趋势，超孔压随剪切的进行先增加

后减小，最大超孔压增量随温度的增加而减小，相应

的偏应力应变曲线要高一些，但幅度不大，有效主应

力比曲线在一狭窄的范围之内，各温度下的有效应力

路径也趋于室温下的临界状态线，表明温度对临界摩

擦角的影响不大。 

 

图 3 粉质黏土不同温度下固结不排水试验结果 

Fig. 3 Results of CU tests on silty clays at different temperatures 

2.2  温度对排水强度的影响 

（1）黏土 
图 4是不同温度下黏土的固结排水剪试验结果。

因为排水条件下偏应力与主应力比的变化规律一致，

这里只给出了偏应力的试验结果。图 4（a）表明，偏
应力应变曲线形态随温度改变。各温度下的临界强度基

本接近，但升温 40℃和 60℃试样的曲线存在峰值，呈
典型的应变软化型。温度越高，黏土的排水剪切强度

越大， T∆ = 0℃，20℃，40℃，60℃的峰值强度分别
为 316.6，354.6，403.8 和 424.4 kPa。在经典的临界
状态土力学中，应力应变曲线的软化通常在强超固结

土中才会发生，其解释为剪切过程中发生塑性膨胀应

变，屈服面缩小，应力状态向临界状态变化。但注意

到本次试验中土样均为正常固结试样，若认为升温后

仍处于正常固结状态，应力应变曲线理论上应为应变

硬化型，这意味着传统的临界状态模型在模拟这一特

性时可能有不足。 
另外，尽管高温下应力应变曲线呈现出应变软化

的特点，图 4（b）中不同温度下的体积应变 vε 却均随
剪切应变 qε 增加，并逐渐趋于稳定值。 T∆ = 0℃，20
℃，40℃，60℃的体积应变分别达到 4.7%，4.0%，2.9%
和 3.2%，大体上随着温度的增加而减小。这种现象与
海相黏土等拟超固结土的特性类似，马时东[19]指出这

类黏土虽然没有经历过应力加、卸载过程，但由于在

沉积过程中受到次固结、化学胶结、干燥应力等因素

的影响，产生了与孔隙比减小和薄膜阻力增加的附加

结构强度，强度特性与超固结土类似，但不排水剪切

过程中均不产生负孔压，也即没有剪胀。类似的，可

以认为高温下应力应变曲线的软化特征主要与温度引

起的附加结构强度有关，与强超固结土的剪胀机理不

同。 
为进一步分析不同温度下黏土的剪胀性，图 4（c）

给出了剪胀因子ψ 随应力比η 的变化。剪胀因子ψ  
为 
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p
v v
p
q q

d d
d d

ε ε
ψ

ε ε
= ≈   ，            (1) 

式中， p
vdε 和 p

qdε 分别是塑性体积和塑性偏应变增量，
忽略弹性分量，可近似按总应变增量估算。对比起见，

图 4（c）中同时给出了剑桥模型（式（2））和修正剑
桥模型的剪胀因子（式（3）），M 取图 1（d）中的数
值 1.18。 

Mψ η= −   ，              (2) 
2 2( ) / 2Mψ η η= −   。        (3) 

试验结果表明，室温下黏土的ψ 随η 的增加而减
小，与剑桥模型的结果接近。随着温度的增加，ψ 逐
渐变大。应力比η 越大，温度的影响越明显。 

图 4 黏土不同温度下固结排水试验结果 

Fig. 4 Results of CD tests on clays at different temperatures 

（2）粉质黏土 
粉质黏土不同温度下固结排水剪的试验结果绘制

于图 5。与黏土相比，粉质黏土排水剪切特性受温度

的影响较小，偏应力应变曲线基本重合，都表现出轻

微软化的特点。体积应变大小与温度之间没有明确的

规律，但量值变化范围较小。剪胀因子ψ随温度的变
化也较小，与剑桥模型更接近。 

 

图 5 粉质黏土不同温度下固结排水试验结果 

Fig. 5 Results of CD tests on silty clays at different temperatures 

2.3  温度–应力路径对不排水强度的影响 

图 6和图 7分别是围压 200 kPa下不同温度应力–
路径的黏土和粉质黏土的固结不排水试验结果。对比

起见，室温下的试验结果一并给出。由于粉质黏土各

方案的结果区别不大，这里主要对黏土进行讨论。试

验表明，升温后黏土不排水强度均大于室温下的结果，

但剪切特性与温度–应力路径相关，先升温后固结试

样剪切过程中的超孔压比固结后升温试样的略大，不

排水强度则要低一些， T∆ = 40℃和 60℃下的峰值剪
应力分别减小了约 11.2%和 14.5%。从有效主应力比
的结果来看，升温后固结试样的应变软化特征要低一
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些，峰值有效主应力比较小。各方案下的有效主应力

比有趋于同一数值的趋势，剪切结束时有效主应力比

变化范围约 8%左右，应力路径均逐渐接近按室温固
结不排水试验确定的临界状态线。 

 

图 6 黏土不同温度–应力路径下固结不排水试验结果 

Fig. 6 Results of CU tests on clays under different  

temperatures-stress paths 

 

 

图 7 粉质黏土不同温度–应力路径下固结不排水试验结果 

Fig. 7 Results of CU tests on silty clays under different  

temperatures-stress paths 

费康等[20]在研究温度对黏性土体积变形特性的

影响时指出，单次温度循环中黏性土产生的体积应变

随循环周数的增加而减小，即存在所谓温度历史效应。

但若将土体重新加载固结到新的应力状态，温度历史

的影响将被覆盖，温度循环将引起新的塑性体积应变，

且量值及发展规律与初始温度循环下类似。对应的，
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可以认为升温再固结的试样，温度历史的效应被全部

或部分覆盖，不排水剪切强度的提高幅度要低一些。 
图 6还表明，温度循环一周后，黏土的偏应力应

变曲线为应变硬化型。这可能是因为温度变化对双电

层厚度及作用力的影响大部分是可逆的，温度回到室

温后，薄膜黏着应力对强度影响消失。但黏土温度循

环 1周后的不排水强度仍有较明显的提高，比室温下
增加了 40%。 
学者们[12, 21]在研究黏土压缩特性的温度效应时

认为正常固结黏土在等应力排水升温—回温后，土体

中存在残余塑性体积应变，屈服面随之硬化，土体存

在超固结土的特点。为验证强度变化与温度循环过程

中体积变化之间的关系，图 8给出了温度变化引起的
黏土和粉质黏土体积应变。相比而言，黏土对温度的

响应更明显，升—回温 40℃将产生 1.24%的塑性体积
应变，屈服应力 cp 按下式估算为 271 kPa，对应超固
结比约为 1.36。 

p
c c0 vexp( )p p β ε= ∆   ，          (4) 

式中， (1 ) /( )eβ λ κ= + − ， e为固结完成后的孔隙比，
取 0.852；λ和κ分别是压缩和回弹指数，按试验确定
为 0.10和 0.025； p

vε∆ 是塑性体积应变。 

图 8土体温度体积应变 

Fig. 8 Thermal volumetric strains of soils 

为验证升—回温过程中的塑性体积应变是否与力

学作用产生的塑性体积应变有相似的硬化作用，在室

温下对超固结比为 OCR=1.5 的黏土试样进行了固结不
排水剪切试验，得到的偏应力偏应变曲线绘制于图 9。 

 

图 9 不同超固结比下黏土的剪切特性 

Fig. 9 Shear behaviors of clays at different OCRs 

由图 9可见，OCR=1.5的试样与经历过温度循环
的试样强度相近，可以认为试样抗剪强度的提高与温

度循环过程中产生的塑性体积应变有较好的对应性。 

3  结    论 
本文采用温控三轴仪，研究了饱和黏土和粉质黏

土剪切特性的温度效应，得到以下结论： 
（1）温度对土体剪切特性的影响程度与土的类别

有关。与粉质黏土相比，黏土剪切特性的温度效应更

明显。 
（2）温度越高，黏土固结不排水剪切中的偏应

力–偏应变曲线的应变软化特性越明显。温度增加 40
℃，60℃后，峰值不排水剪切强度较室温下分别增加
了 32.1%和 52.2%，超孔压分别减小了 5.1%和 9.4%，
剪切强度的提高不完全是超孔压减小、有效应力增加

的结果。 
（3）不同温度固结排水剪切中，黏土塑性应变增

量方向随温度而改变，同一应力比下的剪胀因子随温

度的增加而增加。黏土体积随剪切的进行持续减小，

不发生剪胀。高温下应力应变曲线的软化特征主要与

温度引起的附加结构强度有关，与强超固结土的剪胀

机理不同。 
（4）黏土剪切特性与温度–应力路径相关，先升

温后固结试样的不排水强度比固结后升温试样的低。 
（5）与力学塑性体积应变类似，温度循环过程中

产生的塑性体积应变也会造成土体硬化。温度循环一

周后，黏土不排水强度较室温下有明显提高。 
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花岗岩细观破裂特征及宏观尺度效应的颗粒流研究 
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摘  要：基于颗粒流方法，提出可变半径比例 Clump 结构的构建方法，分析颗粒流细观参数及细观结构特征对模拟岩
石试件拉、压特性的影响规律，构建适用于花岗岩力学特性的 Clump颗粒流结构模型，验证可变半径比例 Clump结构
及细观力学参数的可靠性；构建不同尺度的深部洞室颗粒流模型，分析深部围岩宏观破裂的尺度效应。研究表明，Ball
和 Clump模型的拉压比对细观力学参数变化的敏感度小，可变半径比例 Clump模型的力学特性对粒径尺寸及比例变化
的敏感度大；对比分析花岗岩室内试验与数值模拟的拉、压强度曲线及破裂模式，基于可变粒径比例的 Clump 计算模
型与试验结果基本吻合；采用小尺度颗粒模型的深部围岩宏观破裂区主要以局部区域破碎为主，随着颗粒模型尺度逐

渐增大，围岩表现出明显的剪切滑移及板裂破坏特征，构建的深部围岩颗粒流模型具有明显的宏观破裂尺度效应。 
关键词：颗粒流；破裂特征；尺度效应；花岗岩；裂隙 
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Particle flow of meso-fracture characteristics and macro-scale effect of granites 

SUN Chuang1, AO Yun-he1, ZHANG Jia-ming1, WANG Shuai2  
(1. School of Civil Engineering, Liaoning Technical University, Fuxin 123000, China; 2. Key Laboratory of Geotechnical Mechanics and 

Engineering of Ministry of Water Resources, Yangtze River Scientific Research Institute, Wuhan 430010, China) 

Abstract: A formulation method for variable radius proportional clump structure is proposed according to the particle flow 

method. The effects of mesoparameters and meso-structural characteristics of particle flow on the compressive and tensile 

properties of simulated rocks are investigated. A clump particle flow structure is constructed, which is suitable for the 

mechanical characteristics of granite. The reliability of clump structure with variable radius ratio and meso-mechanical 

parameters is verified. The particle flow models for deep caverns with different sizes are developed, and the scale effect of 

macro fractures of deep surrounding rock is evaluated. The research results show that the tensile compression ratios of ball and 

clump models are less sensitive to the changes of meso parameters, and the mechanical properties of variable radius 

proportional clump model are more sensitive to the changes of particle size and proportion. Using the clump models with 

different particle size ratios, the compressive and tensile strength curves and fracture modes of numerical simulations and 

experimental tests are investigated. A good compliance is observed between the numerical and experimental findings. In the 

small-scale particle model, the fracture zones of the surrounding rocks are mainly broken in local area. By increasing the 

particle model scale, the clear shear-slip fracture characteristics appear. Simulating the fracture properties by the particle flow 

model for deep surrounding rocks exhibits clear macro-scale effects. 

Key words: particle flow; fracture characteristic; scale effect; granite; crack 

0  引    言 
自然界中的岩石因受到长期地质构造作用和复杂

物理地质环境的影响，表现为非均质、不连续等复杂

特性[1]。在岩土工程的计算分析中，常采用离散元方

法分析岩体的复杂力学特性，随着近年来离散元方法

的快速发展，其中的颗粒流方法已经实现了对脆性岩

石材料微裂纹行为的模拟分析[2]。通过对岩石细观及

微观的观察，发现多数岩石都是由不规则的矿物颗粒

紧密结合在一起组成，矿物颗粒的形状对岩石宏观力

学行为存在一定的影响。所以，提出一种能够符合不

同类型岩石力学特性的颗粒流模型，并实现构建大尺

─────── 
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度颗粒模型的数值方法，对深入研究岩体的细观破裂

特征，分析深部洞室围岩宏观破裂尺度效应规律等方

面具有重要意义。 
近年来，学者们主要从裂隙扩展的角度开展了岩

石细观破裂特征的颗粒流研究，如胡波等[3]采用颗粒

流程序对试样的三轴压缩及蠕变进行了数值模拟，研

究了的含裂隙硬岩长期蠕变变形行为及蠕变模型；邓

树新等[4]利用试验设计法针对硬质岩体颗粒离散元数

值计算中的细观参数标定问题进行了研究；Bahrani
等[5]提出 SDA 法估算微裂纹岩石的强度以及含不同
种类岩石试样的极限强度裂纹密度；Shi等[6]采用离散

元方法，研究了矿物配比和微裂隙分布对岩石宏观力

学性能的影响。丛宇等[7]基于颗粒流原理并结合大理

岩室内加、卸荷试验确定了适用于岩石类材料的细观

参数，提出了裂纹分布多样化的本质原因。 
在颗粒流分析岩石宏观破裂过程中，岩体颗粒流

模型具有一定的尺度效应，如 Stavrou等[8]采用离散元

方法进行岩体的尺度分析，提出了块石强度与其体积

和条件的关系；孙超等[9]通过不同高宽比均质岩样在

不同端部约束条件下的离散元单轴压缩数值试验，探

讨了无微裂隙均质岩石尺寸效应产生的微观机制；谢

璨等[10]开展了不同试件尺寸及裂隙倾角的光弹性单

轴压缩试验，分析了岩石裂隙扩展失稳尺寸效应的影

响；Peng等[11]对粒子效应进行了数值研究，分析了粒

度配比对材料的变形和强度行为、微裂纹扩展过程和

诱发微裂纹形态的影响；陈庆发等[12]利用块体化程度

指标，从岩体空间结构角度，揭示了岩体几何与力学

尺寸效应的关联性；梁昌玉等[13]通过对中低应变率加

载条件下岩石尺寸效应能量特征进行物理试验，探究

了引起强度尺寸效应的本质动因。 
在颗粒流分析中，如何获得准确的岩石拉压比细

观参数，如何构建大尺度颗粒流模型等方面，仍然是

科研工作者面临的主要问题。本文基于颗粒流方法，

提出可变半径比例的 Clump模型构建方法，计算分析
模型细观参数及细观结构特征对模拟岩石试件拉、压

特性的影响，采用室内试验方法分析不同类型裂隙花

岗岩细观破裂特征，并构建适用于花岗岩力学特性的

Clump颗粒流结构，提出构建大尺度颗粒流模型方法，
分析深部围岩局部破裂的宏观尺度效应。研究成果对

深入研究硬岩的岩爆、水压致裂及锚固失效机理等具

有重要参考意义。 

1  PFC模拟岩石力学行为的方法 
颗粒流程序 PFC (particle flow code)是通过离散

单元方法来模拟圆形颗粒的运动及其相互作用，从基

本颗粒结构角度考虑基本力学特性，在分析材料从线

弹性阶段至断裂破坏的大变形过程中，能直观反映

裂纹的形成、扩展及贯通过程[2]，因此，颗粒流方法

已经成为模拟岩石类材料宏细观力学行为的主要方

法。 
PFC中提供了两种基本的黏结模型：接触黏结模

型（CBM）和平行黏结模型（PBM）。在接触黏结模
型中，黏结剪切破坏后，只要颗粒保持接触，剪切强

度就跌落至由摩擦决定的恒定值，接触刚度仍存在。

然而，一旦黏结张拉破坏，不论颗粒是否接触，黏结

的拉伸强度为零，如图 1所示。因此，在接触黏结模
型中，如果保持颗粒接触，黏结破坏可能不会显著影

响宏观刚度，这对于岩石来说是不可能的。 

 

图 1 接触黏结模型（CBM）法向与切向力学响应 

Fig. 1 Normal and tangential mechanical responses of CBM 

平行黏结模型由线性模型与黏结模型组成，当荷

载过大导致黏结破坏时，平行黏结模型就等价于线性

模型[14]，如图 2所示，kn为法向刚度，ks为切向刚度，

gs 为黏结激活间隙， cσ 为黏结抗拉强度， c 为黏结
内聚力，φ 为摩擦角，µ 为摩擦系数。平行黏结模型
的刚度由接触刚度和黏结刚度共同决定，黏结断裂会

立即导致刚度降低，这不仅会影响所黏结颗粒的刚

度，还会影响整个模型的宏观刚度，从这个意义上讲，

平行黏结模型更加适用于岩石类材料。因此，本文选

用平行黏结模型来模拟花岗岩的宏细观破裂特征。 

 

图 2 平行黏结模型(PBM)示意图 

Fig. 2 Diagrams of parallel bond model (PBM) 
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2  Clump模型及参数 
2.1  Clump模型 

Cho 等 [15]首先提出了 Clump 平行黏结模型
（CPBM），随机将多个颗粒黏结组合形成一个 Clump
结构体，团聚的颗粒可以像单个具有不规则形状但作

为刚体移动的颗粒一样运行。Clump中颗粒的旋转速
度是固定的，只有Clump结构体本身才能有旋转速度，
如图 3 所示。Potyondy 等[16]的研究表明，使用普通

PFC 模型会与试验实测值有较大的偏差，而采用
Clump建模方法，可以限制过多的颗粒旋转，能够较
好地模拟颗粒的加载和破坏过程。 

 

图 3 颗粒模型中的 Ball与 Clump旋转机制 

Fig. 3 Ball and Clump rotation mechanism in particle model 

2.2  Clump模型构建方法 

目前建立 Clump模型的方法主要有 3种：Cho等[15]

通过限制一个 Clump中颗粒的数量，形成不规则颗粒
模型；Yoon 等[17]通过定义各个 Clump 外轮廓圆形的
位置，将中心位于同一圆形中的颗粒组成一个 Clump；
Shi等[18]先建立模型外轮廓，通过一系列 pebble相互
重叠以形成 Clump。 
本文基于颗粒流的基本原理，提出一种可变半径

比例的 Clump结构，该结构的建模方法如下： 
（1）在给定范围的墙体（Wall）内生成半径比例

为 Rmin∶Rmax=1∶x（x >1）的大颗粒（Ballmax），如图

4（a）所示；然后通过编写 Fish语言将这些颗粒的坐
标点及半径等信息存储到数据库中，再将这些大颗粒

（Ballmax）删除。 
（2）在给定范围的墙体（wall）内重新生成 rmin∶

rmax=1∶y（r <R，y >1）的小颗粒（Ballmin），如图 4
（b）所示。 
（3）从数据库中调出大颗粒的坐标及半径数据，

并对墙体（Wall）内的小颗粒进行标记，如图 4（c）
所示，即将每个大颗粒圆形范围内的小颗粒分别划分

成组（Group），而未被标记分组的颗粒，通过 Fish语
言将该颗粒所有接触的未分组的颗粒分成一组，所建

立的这些组数就是后续建立的 Clump数。 
（4）通过 Fish语言将每一组小颗粒转化成Clump

模板，然后按照这些模板建立 Clump结构，最后将这
些小颗粒（Ballmin）删除，最终的结构模型如图 4（d）
所示。 

图 4 Clump结构建模方法示意图 

Fig. 4 Diagram of modeling method for Clump structure 

2.3  Clump模型参数 

基于本文提出的可变半径比例 Clump模型，通过
颗粒流程序 PFC2D，进行单轴压缩与巴西圆盘劈裂试

验数值模拟，探究Clump模型与Ball模型的粒径尺寸、
细观参数对模拟岩石试件宏观力学特性的影响，找到

能够更好地匹配室内试验参数的规律。其中单轴压缩

试验颗粒流试件尺寸为长 100 mm、宽 50 mm，巴西
圆盘劈裂试验颗粒流试件尺寸为直径 50 mm，模型内
小颗粒（Ballmin）的 rmin=0.26mm，rmin∶rmax=1∶1.5。 
（1）粒径尺寸的影响 
以表 1中的模型力学参数为基础，保持模型细观

力学参数及大颗粒的粒径比 Rmin∶Rmax=1∶1.5不变，
改变Clump与Ball的最小粒径Rmin，变化区间为 0.3～
1.0 mm，研究 Clump模型与 Ball模型粒径尺寸变化
对模拟岩石试件宏观力学特性的影响。 

表 1 模型力学参数 

Table 1 Mechanical parameters of model 

参数 Ball模型/ Clump模型 

颗粒刚度比 kn/ks 2.0 

颗粒摩擦系数 µ 0.2 

黏结模量 E*/GPa 2.0 

黏结刚度比 * *
n s/k k  2.0 

黏结抗拉强度 bσ /MPa 36 

黏结内聚力 bc /MPa 27 

摩擦角 ƒ/(°) 32 

拉压强度变化如图 5（a）所示，由于 Clump 结
构限制了其内颗粒的旋转，导致抗压强度比 Ball模型
大，随着 Clump半径的增大，Clump结构内的颗粒增
多，Clump结构体之间的边界摩擦效应随之增强，因
此 Clump 模型试件的单轴抗压强度与抗拉强度均不
断增加，而 Ball 模型试件的单轴抗压强度随着 Ball
半径的增大无明显变化，抗拉强度呈增大趋势。 
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张拉裂纹比例及单轴抗压强度（UCS）与抗拉强
度（TS）之比如图 5（b）所示，通过计算可知，Clump
模型试件的张拉裂纹比例随着半径的增大而逐渐减

小，这是因为张拉裂纹沿轴向扩展时，Clump结构特
性导致应力路径发生改变，转为剪切破坏。粒径尺寸

变化对 Ball 模型试件微裂纹扩展路径的影响并不明
显，张拉裂纹比例趋于平稳，基本保持不变。Clump
模型试件的拉压比随半径的增大呈显著增大趋势，而

Ball模型试件的拉压比受颗粒半径的影响很小。 

 

图 5 Clump/Ball粒径对试件宏观力学特性的影响 

Fig. 5 Effects of Clump/Ball particle size on macro-mechanical  

.properties of specimens 

（2）模型力学参数的影响 
选取半径比例 Rmin∶Rmax=1∶1.5 的 Ball 模型与

Clump模型，以表 1中模型细观力学参数为基础，逐
渐调整其中一个参数，保持其它参数不变，在一定参

数变化范围内，研究黏结模量 E*、黏结刚度比 * *
n s/k k 、

黏结内聚力 bc 与黏结抗拉强度 bσ 对单轴抗压强度与
抗拉强度之比 UCS/TS的影响。 
图 6为 Ball模型模拟结果，随着各参数的增大，

拉压比逐渐趋于稳定。通过对 Ball模型参数变化的计
算可知，各参数对 Ball模型的拉压比有一定的影响，
其中黏结模量 E*的影响最大。但是，在参数达到一定

值时，对拉压比影响减小，尤其是在黏结刚度比 * *
n s/k k

达到 1.6后影响较小。 

 

图 6 细观参数对 Ball模型 UCS/TS的影响 

Fig. 6 Effects of meso parameters on UCS/TS of Ball model 

图 7为 Clump模型模拟结果，黏结内聚力 bc 与黏
结抗拉强度 bσ 对 Clump 模型的拉压比影响较明显，
其中黏结抗拉强度 bσ 的影响最大，随着黏结抗拉强度

bσ 的增大，拉压比呈减小趋势。黏结刚度比 * *
n s/k k 对

Clump模型的拉压比无较大影响，对模型的破裂模式
有一定影响。 
通过对比参数分析可知，各参数在一定程度上对

岩石的宏观力学特性有影响，但是通过对比 Ball模型
与 Clump模型可知，在一定参数范围内，拉压比随参
数的变化并不明显，可见，在构建不同岩石材料的颗

粒流模型时，参数能起到一定的微调作用，而颗粒的

形状尺寸是影响岩石拉压力学特性的主要因素。 

 

图 7 细观参数对 Clump模型 UCS/TS的影响 

Fig. 7 Effects of meso parameters on UCS/TS of Clump model 

通过以上方法建立的 Clump结构，可以任意调节
Clump 结构的大小比例，也可以调节 Clump 结构内
Pabble的半径比例，通过这些结构尺寸比例的调节，
来调整颗粒流模型的宏观结构力学特性，进而较为快

捷准确地匹配不同的岩石材料。这一方法不仅能够有

效克服普通颗粒模型与试验实测值有较大偏差的问

题，而且能够提高数值模拟的精度与效率，更真实准

确地反映出岩石的宏细观破裂特征。 
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3  裂隙花岗岩细观破裂特征 
3.1  裂隙花岗岩力学特性试验 

试验所选用的花岗岩岩样取自山东新城金矿

1020 m水平工作面，岩块质地均匀，总体完整性好。
采集的花岗岩材料经试验室精加工，制备成  50 
mm×100 mm的圆柱试件及  50 mm×25 mm的圆盘
试件，其中裂隙试件在完整试件基础上在试件中心点

水力切割不同倾角的贯穿裂隙，试件的加工精度满足

国际岩石力学学会建议试验规范要求，岩石单轴压缩

及巴西劈裂试验在朝阳仪器有限公司生产的 
GAW-2000 微机控制电液伺服刚性压力试验机上进
行。完整试件及裂隙花岗岩试件如图 8 所示，其中 a
为 12.5 mm，b为 10 mm。试验工况及力学参数计算
结果如表 2所示。 

 

图 8 完整及含裂隙花岗岩试件 

Fig. 8 Complete and fractured granite specimens 
表 2 试验工况及力学参数 

Table 2 Test conditions and mechanical parameters  
单轴压缩试验 巴西圆盘劈裂试验 

试件 
编号 

裂隙 
角度 
β/(°) 

单轴抗 
压强度 

σc/MPa 

试件 
编号 

裂隙 
角度 

γ /(°) 

抗拉 
强度 

σt/MPa 

无裂隙 — 138.73    
35 55.14 1 — 11.85 

A 
45 60.91 2 0 4.97 
35 48.03 3 20 3.69 

B 
45 60.68 4 40 4.07 
35 47.87 5 60 2.27 

C 
45 56.58 6 90 3.11 

3.2  颗粒流模型参数标定 

采用可变半径比例 Clump 模型，通过颗粒流
PFC2D 软件进行单轴压缩试验及巴西圆盘劈裂试验的

数值模拟。数值计算模型尺寸与室内试验试件尺寸一

致，Clump模型如图 9所示，其中单轴 Clump模型的
Pebble 数为 14616，巴西 Clump 模型的 Pebble 数为
4986。参数标定过程中，基于前文粒径尺寸及力学参
数对拉压强度的影响分析，配置花岗岩颗粒流模型，

根据花岗岩拉压强度经验值确定 Clump Rmin 为 0.6 
mm，考虑黏结内聚力 cb与黏结抗拉强度 bσ 对 Clump
模型拉压比影响，以及黏结刚度比 * *

n s/k k 对破裂模式
的影响，对表 1中的细观力学参数进行微调，确定模
型力学参数如表 3所示。 

 

图 9 Clump模型示意图 

Fig. 9 Diagram of Clump model 

表 3 模型力学参数 

Table 3 Mechanical parameters of model 

参数 取值 参数 取值 

Ball Rmin/mm 0.26 黏结模量 E*/GPa 2.0 

Ball粒径比 Rmin∶Rmax 1.5 黏结刚度比 * *
n s/k k  2.5 

颗粒刚度比 kn/ks 2.0 
黏结抗拉强度

bσ /MPa 
32 

颗粒摩擦系数 µ 0.2 黏结内聚力 bc /MPa 24 

Clump Rmin/mm 0.6 黏结摩擦系数 µ* 0.2 

Clump粒径比Rmin∶Rmax 1.5 摩擦角 ƒ/(°) 32 

3.3  单轴压缩试验结果及分析 

单轴压缩数值模拟与室内试验的轴向应力–应变

曲线如图 10所示，最终破裂模式如表 4所示。 
由图 10（a）可知，无裂隙花岗岩试件单轴压缩

数值模拟与室内试验的应力–应变曲线吻合较好，室

内试验单轴抗压强度为 135.86 MPa，数值模拟单轴抗压
强度为 141.39 MPa，相对误差为 4.07%。同时，在峰值
强度之后，轴向应力迅速跌落，试件失稳破坏，表现出

典型的脆性特征，由表 4可知，数值模拟的破裂模式为
沿加载轴线的劈裂破坏，与室内试验结果吻合。 
由图 10（b），（c）与（d）可知，35°裂隙试件

单轴压缩数值模拟与室内试验的应力–应变曲线吻合

较好，其中 B-35°试件的数值计算曲线与室内试验曲
线的应力峰值吻合，而峰值点对应的应变值相差
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0.05%；45°裂隙试件数值模拟应力–应变曲线与室
内试验应力–应变曲线基本吻合。由表 4可知，35°
及 45°的裂隙试件数值模拟的破裂模式与室内试验
结果吻合。 

 

图 10 花岗岩单轴压缩试验与模拟应力–应变曲线对比 

Fig. 10 Comparison of uniaxial compression tests on granite and  

simulated stress-strain curves 
 

3.4  巴西圆盘劈裂试验结果分析 

巴西圆盘劈裂数值模拟与室内试验的拉应力–应

变曲线如图 11所示，最终破裂模式如表 5所示。 
由图 11（a）可知，无裂隙花岗岩圆盘试件数值

模拟应力–应变曲线与室内试验应力–应变曲线吻合

较好，室内试验抗拉强度为 11.85 MPa，数值模拟抗
拉强度为 10.37 MPa，相对误差为 12.49%。同时，数
值模拟结果的破裂模式为沿加载轴线的拉伸破坏，由

表 5可知，其最终破裂模式与室内试验结果吻合较好。 
由图 11（a），（b）与表 5可知，20°，40°及 60° 

倾角花岗岩圆盘试件数值计算曲线与室内试验曲线基

本吻合，破裂模式吻合较好；0°倾角试件数值计算曲
线与室内试验曲线相比略有偏差，破裂模式较为相似；

90°倾角试件数值计算曲线与室内试验曲线的应力峰
值基本吻合，而峰值点对应的应变值相差 0.06%，破
裂模式基本吻合。 

图 11 花岗岩巴西劈裂试验与模拟应力–应变曲线对比 

Fig. 11 Comparison of Brazilian splitting tests on granite and  

.simulated stress-strain curves 

4  高应力围岩宏观破裂尺度效应 
4.1  数值计算模型 

不同尺寸及边界的岩体，其力学性质存在一定差

别，形成了岩体力学性质及破裂特征的尺度效应。在

构建大尺度颗粒流模型方面，目前仍然面临较大困难，

尤其是大尺度 Clump模型的构建，按照常规方法会浪
费大量的时间。基于前文所提出的可变半径比例 



第 9期                     孙  闯，等. 花岗岩细观破裂特征及宏观尺度效应的颗粒流研究 1693 

表 4 花岗岩单轴压缩试验与模拟破裂特征 

Table 4 Uniaxial compression tests and numerical simulation fracture characteristics of granite 

试件类型 无 A B C 
裂隙角度 β/(°) — 35 45 35 45 35 45 

颗粒流 
计算结果 

       

室内试验 
结果 

 
      

表 5 花岗岩巴西劈裂试验与模拟破裂特征 

Table 5 Brazilian splitting tests and numerical simulation fracture characteristics of granite 

裂隙角度 γ /(°) 无 0 20 40 60 90 

颗粒流 
计算结果 

      

室内试验 
结果 

      
Clump模型构造方法，以及所选取的模型细观力学参
数，首先建立 100 mm×100 mm小尺度的 Ball-Brick，
然后转化为 Clump模型，最后通过 Copy功能建立不
同尺度的颗粒流模型。值得注意的是，在构建小尺度

Ball-Brick模型时，模型的尺度不宜过大，应控制颗粒
在 1万个内，否则在转化时，会出现边界不能正常接
触的情况。 

颗粒流模型的边界条件及尺寸如图 12所示，模型
以边长为 L的正方形为边界，在保证模型颗粒密度相
同的条件下，L分别取 0.5，2.0，8.0 m，圆形洞室的
半径取 0.3L，侧压力系数 λ =0.5，原岩应力σ =100 
MPa，模型中的颗粒细观结构尺寸按本文校对的花岗
岩模型参数选取，3种颗粒模型的 Clump个数分别为
1.2万，19.1万和 304.1万，分析不同尺度的高应力洞
室围岩局部破裂特征及尺度效应。 
4.2  洞室围岩局部破裂尺度效应分析 

洞室的开挖是一个卸载过程，基于所构建的不同

尺度的颗粒流模型，从破裂模式及裂纹扩展这两个方

面，研究洞室围岩的宏观破裂尺度效应。围岩模拟开

挖后运行 10000步的计算结果如图 13所示。 

图 12 数值计算模型示意图 

Fig. 12 Diagram of numerical model 

图 13（a）为模型尺寸 L = 0.5 m的洞室开挖后围
岩破裂区及裂纹扩展区分布特征，洞室开挖后，围岩

沿水平方向出现了三角形的破碎区域，该破裂区域的

边界清晰，厚度约为 0.25L，并且已经逐渐脱离洞室
轮廓线向内部移动，围岩破裂区内岩体破碎，但是没

有出现明显的剪切带，裂纹扩展区的分布也主要集中

在三角区域内。 
图 13（b）为模型尺寸 L = 2.0 m的洞室开挖后围

岩破裂区及裂纹扩展区分布特征，开挖后围岩出现了

不规则的破碎区域，破裂边界较为清晰，围岩破裂区

内完整岩块占破裂区的大部分，并且沿着开挖边界出

现了明显的剪切带，裂纹扩展区主要集中在 0.13L 范 
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图 13 不同尺度围岩破裂区及裂纹扩展区 

Fig. 13 Fracture zones and crack propagation zones of surrounding rock under different scales 

围内，相比图 13（a）的破裂区域，该模型的破裂范
围比例明显减小。 
图 13（c）为模型尺寸 L = 8.0 m的洞室开挖后围

岩破裂区及裂纹扩展区分布特征，在保证相同颗粒密

度而增大模型尺度条件下，围岩的破裂特征与图 13
（a），（b）不同，围岩破裂深度较小，在 0.12L 范围
内，沿着围岩垂直方向的扩展范围较大，破裂形式主

要是以剪切滑移破坏和板裂破坏为主，裂纹扩展范围

比例明显减小，围岩体现出了明显的高应力局部破裂

特征。 

5  结    论 
（1）通过对比 Ball和 Clump模型在不同细观力

学参数及不同粒径尺寸变化情况下的拉压比可知，

Ball和 Clump模型的拉压比受细观力学参数的影响较
小，Ball模型受粒径尺寸的影响同样较小，而 Clump
模型受粒径尺寸及比例的影响较大，在构建其它类型

岩石的颗粒模型时，可通过调整 Clump颗粒结构来体
现岩石材料不同的拉压比力学特性。 
（2）对比分析裂隙花岗岩试件数值模拟与室内试

验的拉、压强度曲线及破裂模式，结果表明二者吻合

度较高，本文所提出的 Clump建模方法与 Ball建模方
法相比，可以较好的控制拉压比，得到更符合工程实

际的计算结果。 
（3）当围岩尺度较小时，围岩的破裂区主要以局

部区域破碎为主，而当围岩尺度逐渐增大时，围岩表

现出了明显的剪切滑移及板裂破坏特征。可见，基于

花岗岩细观颗粒模型的深部围岩破坏特征具有明显的

尺度效应。在分析工程问题时，应建立符合工程尺度

的颗粒模型，才能在硬岩破裂及支护失效机理等研究

方面获得合理的计算结果。 

参考文献： 

[1] 蒋明镜, 张  宁, 申志福, 等. 含裂隙岩体单轴压缩裂纹

扩展机制离散元分析[J]. 岩土力学, 2015, 36(11): 3293–

3300, 3314. (JIANG Ming-jing, ZHANG Ning, SHEN Zhi-fu, 

et al. DEM analyses of crack propagation in flawed rock 

mass under uniaxial compression[J]. Rock and Soil 

Mechanics, 2015, 36(11): 3293–3300, 3314. (in Chinese)) 

[2] 夏  明, 赵崇斌. 簇平行黏结模型中微观参数对宏观参数

影响的量纲研究[J]. 岩石力学与工程学报, 2014, 33(2): 

327– 338. (XIA Ming, ZHAO Chong-bin. Dimensional 

analysis of effects of microscopic parameters on macroscopic 

parameters for clump parallel-bond model[J]. Chinese 

Journal of Rock Mechanics and Engineering, 2014, 33(2): 

327–338. (in Chinese)) 

[3] 胡  波, 杨圣奇, 徐  鹏, 等. 单裂隙砂岩蠕变模型参数

时间尺度效应及颗粒流数值模拟研究[J]. 岩土工程学报, 

2019, 41(5): 864–873. (HU Bo, YANG Sheng-qi, XU Peng, 

et al. Time-scale effect of the creep model parameters and 

particle flow simulation of sandstone with a single crack[J]. 

Chinese Journal of Geotechnical Engineering, 2019, 41(5): 

864–873. (in Chinese)) 

[4] 邓树新, 郑永来, 冯利坡, 等. 试验设计法在硬岩PFC3D模

型细观参数标定中的应用[J]. 岩土工程学报, 2019, 41(4): 

655–664. (DENG Shu-xin, ZHENG Yong-lai, FENG Li-po, 

et al. Application of design of experiments in microscopic 

parameter calibration for hard rocks of PFC3D model[J]. 



第 9期                     孙  闯，等. 花岗岩细观破裂特征及宏观尺度效应的颗粒流研究 1695 

 

Chinese Journal of Geotechnical Engineering, 2019, 41(4): 

655–664. (in Chinese)) 

[5] BAHRANI N, KAISER P K. Estimation of confined peak 

strength of crack-damaged rocks[J]. Rock Mechanics and 

Rock Engineering, 2017, 50(2): 309–326. 

[6] SHI C, YANG W K, YANG J X, et al. Calibration of 

micro-scaled mechanical parameters of granite based on a 

bonded-particle model with 2D particle flow code[J]. 

Granular Matter, 2019, 21(2): 3801–3813. 

[7] 丛  宇, 王在泉, 郑颖人, 等. 基于颗粒流原理的岩石类材

料细观参数的试验研究[J]. 岩土工程学报, 2015, 37(6): 

1031 – 1040. (CONG Yu, WANG Zai-quan, ZHENG 

Ying-ren, et al. Experimental study on microscopic 

parameters of brittle materials based on particle flow 

theory[J]. Chinese Journal of Geotechnical Engineering, 2015, 

37(6): 1031–1040. (in Chinese)) 

[8] STAVROU A, MURPHY W. Quantifying the effects of scale 

and heterogeneity on the confined strength of micro-defected 

rocks[J]. International Journal of Rock Mechanics and 

Mining Sciences, 2018, 102: 131–143. 

[9] 孙  超, 刘  芳, 蒋明镜, 等. 岩石抗压强度的尺寸效应

及端部约束的离散元数值模拟[J]. 岩石力学与工程学报, 

2014, 33(增刊 2): 3421–3428. (SUN Chao, LIU Fang, 

JIANG Ming-jing, et al. Size effect of compression strength 

and end constraint of rocks by distinct element simulation[J]. 

Chinese Journal of Rock Mechanics and Engineering, 2014, 

33(S2): 3421–3428. (in Chinese)) 

[10] 谢  璨, 李树忱, 晏  勤, 等. 不同尺寸裂隙岩石损伤破

坏特性光弹性试验研究[J]. 岩土工程学报, 2018, 40(3): 

568– 575. (XIE Can, LI Shu-chen, YAN Qin, et al. 

Photoelastic experiments on failure characteristics of 

fractured rock with different sizes[J]. Chinese Journal of 

Geotechnical Engineering, 2018, 40(3): 568– 575. (in 

Chinese))  

[11] PENG J, LOUIS N Y, TEH C I. Effects of grain size-to- 

particle size ratio on micro-cracking behavior using a 

bonded-particle grain-based model[J]. International Journal 

of Rock Mechanics and Mining Sciences, 2017, 100: 207–

217. 

[12] 陈庆发, 郑文师, 牛文静, 等. 裂隙岩体几何与力学尺寸

效应的关联性研究[J]. 岩石力学与工程学报, 2019, 38(增

刊 1): 2857–2870.(CHEN Qing-fa, ZHENG Wen-shi, NIU 

Wen-jing, et al. Correlation of the geometrical and 

mechanical size effects of fractured rock masses[J]. Chinese 

Journal of Rock Mechanics and Engineering, 2019, 38(S1): 

2857–2870. (in Chinese)) 

[13] 梁昌玉, 李  晓, 吴树仁. 中低应变率加载条件下花岗岩

尺寸效应的能量特征研究[J]. 岩土力学, 2016, 37(12): 

3472–3480. (LIANG Chang-yu, LI Xiao, WU Shu-ren. 

Research on energy characteristics of size effect of granite 

under low/intermediate strain rates[J]. Rock and Soil 

Mechanics, 2016, 37(12): 3472–3480. (in Chinese)) 

[14] 唐礼忠, 宋徉霖. 含非共面重叠型微裂隙类岩石试样单轴

受压宏细观力学特性颗粒流模拟[J]. 岩石力学与工程学报, 

2019, 38(11): 2161 – 2171. (TANG Li-zhong, SONG 

Yang-lin. Particle flow simulation of macro- and meso- 

mechanical properties of uniaxially compressed rock-like 

specimens with non-coplanar overlapping flaws[J]. Chinese 

Journal of Rock Mechanics and Engineering, 2019, 38(11): 

2161–2171. (in Chinese))  

[15] CHO N, MARTIN C D, SEGO D C. A clumped particle 

model for rock[J]. International Journal of Rock Mechanics 

and Mining Sciences, 2007, 44(7): 997–1010. 

[16] POTYONDY D O, CUNDALL P A. A bonded-particle model 

for rock[J]. International Journal of Rock Mechanics and 

Mining Sciences, 2004, 41(8): 1329–1364. 

[17] YOON J S, ZANG A, STEPHANSSON O. Simulating 

fracture and friction of aue granite under confined 

asymmetric compressive test using clumped particle model[J]. 

International Journal of Rock Mechanics & Mining Sciences, 

2012, 49: 68–83. 

[18] SHI C, LI D J, XU W Y, et al. Failure mechanism and 

stability analysis of the Zhenggang landslide in Yunnan 

Province of China using 3D particle flow code simulation[J]. 

Journal of Mountain Science, 2016, 13(5): 891–905.

 



第 42卷  第 9期                   岩   土   工   程   学   报                  Vol.42  No.9 
2020年    .9月                       Chinese Journal of Geotechnical Engineering                       Sep.  2020 

基于统计损伤原理的岩石加速蠕变模型研究 
刘文博

1，3
，张树光

*1，2
，陈  雷

3
，孙博一

3
，路平平

3
 

(1. 广西岩土力学与工程重点实验室，广西 桂林 541004；2. 桂林理工大学土木与建筑工程学院，广西 桂林 541004； 

3. 辽宁工程技术大学土木工程学院，辽宁 阜新 123000) 

摘  要：针对现有蠕变理论模型无法较好地描述岩石黏塑性阶段的加速蠕变特性及如何确定岩石加速蠕变阶段的启动
条件等问题，对取自阜新恒大煤矿深部围岩开展了室内三轴蠕变试验，分析了岩石在蠕变变形规律。为了使建立的模

型不仅较好地描述岩石蠕变特性，也可以较好与经典蠕变曲线各阶段相对应，通过经典的蠕变变形示意定义了各个分

段临界点的指标，进而建立了一种考虑加速蠕变变形的新型岩石黏弹塑性蠕变模型。结果表明：在考虑岩土类内部缺

陷发育的基础上，采用统计损伤理论来构建岩石加速蠕变模型，使得试验曲线也与模型曲线具有良好的吻合度，说明

了基于统计损伤原理建立的岩石加速蠕变模型，来反映岩石蠕变全过程曲线是正确的；这也证明了采用统计损伤变量

和经典蠕变曲线定义的临界点指标的正确性。岩石蠕变加载过程也是一种岩石内部微元体损伤破坏的过程，在材料微

观结构上表现为不可逆性。通过将蠕变曲线分阶段，来定义分段临界点的损伤变量的表达形式，结合统计损伤理论和

Perzyna黏塑性模型，对传统的西原体模型进行适当的改进，建立非线性蠕变损伤模型，从而更好地体现了损伤受岩石
内部应力应变状态影响和损伤演化规律。  
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Accelerated creep model for rock based on statistical damage principle 
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Abstract: Aiming at the problems that the existing creep theoretical models cannot describe the accelerated creep 

characteristics of the viscoplastic phase of rock and how to determine the start conditions of its accelerated creep phase, the 

triaxial creep tests are carried out on the deep surrounding rocks taken from Hengda Coal Mine of Fuxin. The creep 

deformation laws of rock are analyzed. In order to make the model describe the creep characteristics of the rock well and 

correspond to each stage of the classic creep curve, and by defining the index of each segment critical point based on the 

classical creep deformation, a new visco-elastoplastic creep model for rock considering accelerated creep is established. The 

results show that on the basis of considering the development of internal defects in rock and soil, the statistical damage theory 

can be used to formulate the accelerated creep model for rock. It is proved that the proposed model based on the statistical 

damage principle is correct in reflecting the whole curve of rock creep. The correctness of the critical point index defined by 

statistical damage variables and classic creep curves is also proved. The loading process of rock creep is also a kind of damage 

and destruction process of micro-elements inside the rock, which is irreversible in the material microstructure. By dividing the 

creep curve into stages, the expression form for the damage variable of the segmentation critical point is defined. By combining 

the statistical damage theory with the Perzyna viscoplastic model, the traditional Nishihara model is appropriately improved so 

as to establish the nonlinear creep damage model to better reflect the influences of the stress and strain state of the rock and the 

damage evolution laws.  

Key words: statistical damage theory; viscoelastic-plastic creep 

model; start condition; accelerated creep; threshold 
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0  引    言 
砂岩等硬岩在深部复杂地质环境中呈现出的力学

性质与在浅部地质环境中表现出的力学性质有所差

异，例如硬岩在深部地质中呈现出浅部地质中未有的

流变性质，以及力学特性由线性变化向非线性变化转

化，故为了保证工程围岩的长期稳定性和工程中施工

人员的安全，需要对岩石的流变性质进行深入研究[1]。

同时，岩石在外部荷载以及多因素耦合条件下的长期

变形特性更加复杂，往往采用传统流变元件组合等方法

建立的蠕变模型已经无法较好地描述岩石的变形特性。

近年来学者们更多采用损伤理论、连续性力学等理论，

通过建立一个可以反映岩石内部力学性质劣化的内变

量，使得构建的流变模型更加科学合理[2-3]。 
近些年，学者们对岩石的流变特性以及如何建立

一个合适可行的流变模型做出了以下研究：张树光等[4]

认为岩石材料的力学参数会随着应力和时间的双重影

响产生劣化，构建了力学参数与应力和时间的关系式，

进而建立了一种新的关于材料性质劣化的模型；杨秀

荣等[5]在大量含水岩石蠕变试验的基础上，发现了含

水岩石的力学参数不仅在时间作用下产生劣化，而且

其力学特性在岩石内部水分侵蚀作用下也会产生劣

化，故在上述假设基础上建立了含水岩石的时效劣化

蠕变模型；张泽林等[6]为了得到含水率对泥岩长期变

形特性的影响机制，采用引入含水率损伤元件的方法，

建立出一种基于含水率影响的流变元件，并对其长期

强度特性与含水率之间的关系进行了描述；梅胜尧等[7]

发现岩石在加速蠕变变形过程中，岩石内部裂隙的闭

合对蠕变变形规律具有一定的影响，构建了一个裂隙

闭合的元件，进而建立了符合含裂隙岩石的流变模型。 
针对以往的流变模型研究，建立的模型虽然都可

较好地描述岩石蠕变特性，但模型未能较好与经典蠕

变曲线各阶段相对应，且未提出较为合适的蠕变分界

点定义。因此，在开展岩石流变室内试验的基础上，

对岩石的流变破坏机理进行剖析；进而采用对蠕变曲

线分段设置临界点的手段，结合统计损伤理论和

Perzyna黏塑性模型，以岩石内部损伤微元体为研究对
象，建立一种新型的黏弹塑性蠕变本构模型。 

1  基于统计损伤理论的加速蠕变模型

建立 
1.1  一维蠕变模型建立 

在传统流变模型中，西原模型对岩石的流变特性

描述较好，但还是未能描述岩石的加速蠕变特性。它

的物理模型表示如图 1所示[8]。 

 

图 1 西原模型 

Fig. 1 Nishihara model 
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式中  E0为弹性模量；E1为黏弹性模量；η1和 η2为黏

滞系数；σ 为总应力；ε为总应变； sσ 为长期强度；
t为蠕变时长。 
笔者选用 Perzyna 黏塑性模型来代替西原体原有

黏塑性模型[9]，其黏塑性应变率 vpε& 为 
 { } ( ) { }vp F mε η ϕ=&   。         (2) 

式中  vpε& 为黏塑性应变率；η 为黏塑性黏滞系数；F
为岩石屈服函数；{m}黏塑性流动方向。其中，φ(F)
为 F的任意函数，一般可以表示为[10] 

 
s1

( ) FF
α

ϕ
σ

 
=  

 
  ，              (3) 

式中，α 为参数， s1σ 为初始屈服强度。 
一般情况下，岩石内部缺陷的发育是造成其变形

的主要原因，而统计损伤力学是采用材料内部损伤微

元与微元总个数的比值来描述材料的损伤程度，故可

以采用损伤力理论来反映黏塑性蠕变阶段屈服函数劣

化规律，以及描述岩石黏塑性蠕变变形的特性。笔者

采用图 2所示的蠕变变形分段示意，来定义各个分段
临界点的指标。当岩石由衰减蠕变阶段进入到稳定蠕

变阶段时，对应的蠕变时间为 t1，内部损伤破坏微元

体为 N1（下限值为 N1
*）；当岩石由稳定蠕变阶段进入

到加速蠕变阶段时，对应的蠕变时间为 t2，内部损伤

破坏微元体为 N2（下限值为 N2
*）。 

 
图 2 蠕变分段临界示意图 

Fig. 2 Critical diagram of creep segmentation 

选用 Weibull 分布来对岩石的微元强度体进行描
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述，其随机分布概率密度函数 ( )f F 为[11] 

 
1

0 0 0

( ) exp
n n

n F Ff F
F F F

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

  ， (4) 

式中，n，F0为分布参数。 
当岩石受到外荷载数值达到屈服强度值时，岩石

内部微元体损伤数目为 fN ，即 

 f 0
( )d

F
N Nf x x= ∫   ，          (5) 

式中，N为总微元体的个数， fN 为损伤微元体的个数。 
根据式（4）和式（5）得出在蠕变时间为 t1时，

临界点处岩石损伤微元体数目 N1为 
( )

1 0
( )d

F
N Nf x x

σ
= ∫  

( )

( ) ( )1

1

0
0 0 0

exp d
n

F m

F F

n x xn x
F F F

σ

σ σ

−

=

    
 = −        

∫  ， (6) 

式中， ( )F σ 为稳定蠕变阶段对应的应力状态函数。 
结合式（6）得出临界点的下限值 *

1N 为 
( )s*

1 0
( )d

F
N Nf x x

σ
= ∫  

( )s

s 1 s

1

0
0 0 0

( ) ( )

exp d
n n

F

F F

n x x x
F F F

σ

σ σ

−

=

    
 = −        

∫  ，. (7) 

式中， sσ 为长期强度， *
1N 实际计算时可近似取衰减

蠕变微元损伤个数达到的极限最大值。 
在蠕变任意时刻下，岩石内部微元损伤个数可以

用式（6）来表示。因此，岩石的黏塑性蠕变速率 vpε& 可
以表示为 

 { } { } *f
vp f 1*

1

          ( )
N m N N
N

ε η
 

= > 
 

&   ，  (8) 

式中，η 为黏滞性系数，其中，{m}=1[12]。 
上述模型中虽然可较好地确定出岩石的黏塑性应

变率，但是岩石内部微元损伤体的个数和岩石微元体

总个数不能准确确定出，故此模型还具有一定的局限

性。为了更好地划分岩石蠕变变形各个阶段以及定义

蠕变变形各个阶段临界点的启动条件，采用统计损伤

力学的理论将岩石内部微元损伤体的个数和岩石微元

体总个数之间的关系进行转化，即根据 Kachanov 对
损伤的定义可知[13]，材料的损伤一般可以由其内部损

伤单元个数和材料总单元个数比值来表示，即 

 fND
N

=   。               (9) 

将式（4），（5）和式（9）代入到式（8）中，进
行化简得到 

{ }
*

*0
vp 2 1*

1

1 exp( ( ( ) / )
    ( )

nF F D D
D

σ
ε η

 − −
= > 

 
&

）
，(10) 

式中，D1为临界点岩石产生微元损伤个数为N1
*时的损

伤变量值， *σ 为有效应力。 
结合图 2蠕变分段的定义可知，当蠕变时间为 t1

时，对应岩石内部损伤变量为 D1（下限值为 D1
*）；当

蠕变时间为 t2时，对应内部损伤变量为 D2（下限值为

D2
*）如图 3所示。 

 

图 3 改进的蠕变分段临界示意图 

Fig. 3 Critical diagram of improved creep segmentation 

岩石的应力与有效应力之间的关系可以表示为 
 [ ]* /(1 )Dσ σ  = −    。      (11) 

则可以得到岩石内部微元体的屈服函数为 
 *( ) ( ) /(1 )F F Dσ σ= −   。    (12) 

基于统计损伤力学理论的黏塑性应变率模型可以

表示为 

{ } *0
vp 2 1*

1

1 exp( ( /(1 ) / ) )
  ( )

nD F D D
D

σ
ε η

 − − −
= > 

 
& 。(13) 

岩石蠕变应变可以表示为应力和时间的函数，在

岩石蠕变试验中，由于施加荷载是固定的，故蠕变应

变只是关于时间变化的函数。因此，在考虑岩石应力

损伤的条件下，岩石的黏塑性蠕变应变为 

 vp
( )( )

1
tt
D

σε
ε σ =

−
，   ， (14) 

式中， vpε 为黏塑性蠕变应变， ( )tε 为关于时间的蠕变

应变函数。 
根据岩石黏塑性应变与时间的变化规律可知[14]，

可以采用多项进行无线逼近黏塑性蠕变应变与时间曲

线为 

0 1( ) ( ) i k
i kt f t a a t a t a tε = = + + + + +L L  (k=0～M)， 

(15) 
式中，f(t)为关于时间的多项式函数，i为多项式的幂
次，ai为常数。 
当蠕变时间 t=t1～t2时，蠕变应变为稳定蠕变变形

（蠕变应变与时间变化规律基本呈现线性趋势），则蠕

变应变与时间变化规律的表达式为 
 0( ) ( )t f t aε = =   ， (16) 

式中，a0为常数。 
将式（14）～（16）代入到式（13）中得到 
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{ } vp 0 0 * *
vp 2 2 1*

1

1 exp[ ( ( ) / ) ]
    ( )

nt a F
D D D

D
ε σ

ε η
 − − 

= > 
  

&
，

≥ 。

 (17) 
当岩石的蠕变变形处于衰减蠕变变形与稳定蠕变

变形的临界损伤点时，岩石的临界值下限损伤变量D1
*

为 
 1* * *

1 vp 0 0 2 11 exp[ ( / ) ] ( )t nD a F D D Dε= − − > ≥  ，(18) 

式中， 1
vp
tε 为临界点t1时刻下对应的岩石黏塑性蠕变应

变值。 
由于在 t1时刻之前，岩石产生的黏塑性蠕变值 vpε

小于 t1时刻对应的黏塑性蠕变值 1
vp
tε ，故在岩石发生稳

定蠕变之前，存在 D<D1
*。同时，由于岩石的蠕变是

随着时间逐渐变化的，此时岩石产生的损伤和在 t1时

刻下产生的损伤对应的分布参数是一致的。 
由于式（17）无法进行积分，将采用泰勒展开式

将式（17）右边进行展开，可得 
         { }vp 0 0exp [ ( ) / ]nt a Fε σ− ，  

2
vp 0 0 vp1 [ ( ) / ] ( )nt a F oε σ ε= − +，   ，   (19) 

式中， 2
vp( )o ε 为黏塑性蠕变应变 vpε 的高阶无穷小。 

将式（19）代入到式（17）中，得到 

{ }
2

vp 0 0 vp * *
vp 2 2 1*

1

( ) / ( )
  ( )

n
t a F o

D D D
D

ε σ ε
ε η

   +  = >
 
 

&
，

≥ 。

 (20) 
当 t→0 时，存在 vpε =0，则对式（20）进行积分

得 

 

1
1

2 1
vp 0 0*

1

( 1) ( )
nn

nt n a F
D
η

ε
−

−
  

= −  
   

  。   (21) 

综上所述，得到改进后岩石蠕变本构方程为 

( )

*1
1

0 1 1

1
1

1 2
1*

0 1 1 1

* *1
0 0 2 1

1 exp                  ( )

1 exp 1

           ( ) ( ) 

n

n
n

E t D D
E E

E t t n
E E D

a F D D D

σ σ
η

ησ σ
ε

η

−

−

  + − −  
 

    = + − − + − ⋅         


>

≤  ，

               ≥ 。

 (22) 
黏塑性蠕变应变与时间曲线 f(t)是一个关于时间

变化的函数，且岩石在同一种应力状态作用下加速蠕

变破坏的模式极为相似。当 t<t2时，岩石的蠕变应变

与时间变化规律呈现出非线性特性，故蠕变应变与时

间变化规律的表达式为[15] 
 0 1( ) ( )t f t a a tε = = +   ，        (23) 

式中，a1为常数。 
因此，将式（23）和式（14）代入到式（13）中，

得到岩石的黏塑性蠕变应变为 

{ } vp 0 1 0 *
vp 3 2*

2

1 exp[ ( ( ) /( ) ) ]
  ( )

nt a a t F
D D

D
ε σ

ε η
′′ ′ − − + 

= > 
  

&
，

，

 (24) 
式中， 0F ′， n′为黏塑性蠕变阶段分布参数。 
由于式（24）无法进行积分，采用泰勒展开式现

将式（24）右边进行展开，可得 
      { }vp 0 1 0exp [ ( ) /( ) ]nt a a t Fε σ ′′ ′− +，  

2
vp 0 1 0 vp1 [ ( ) /( ) ] ( )nt a a t F oε σ ε′′ ′= − + +，  。 (25) 

将式（25）代入到式（24）中，对式（24）进行
积分得到黏塑性应变模型为 

1
1

1
1

1 0 0 1 2
vp

3
1 0 0 1 2 0 1 2*

2

( ( ( ))) ( 1)

( ( ( ))) ( 1) ( ( ))

n

n

n

n

a F a a t t n

C a F a a t t n a a t t
D

ε
η

−

′−

′′ ′ ′ + − − =

′ ′ ′ ′ + − − + + − 

，

  (26) 
式中，C为积分参数。 
综上所述，得到岩石一维状态下的黏弹塑性蠕变

本构模型为 

 *1
1

0 1 1

1 exp      ( )E t D D
E E
σ σ

ε
η

  = + − −  
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 。 (29) 

1.2  三维蠕变模型建立 

采用类比法将一维蠕变本构模型转化为三维本构

模型，得到基于统计损伤理论的可以描述加速蠕变过

程的三维加速蠕变本构模型为 

*1 3 1 3 1 3 1
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1
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，

 (33) 
式中，G1和 G2为剪切模量，K为体积模量， 1η ′， 2η ′，

3η ′为三维状态下的黏滞性系数。 

2  室内蠕变试验 
2.1  室内三轴压缩试验 

本文所用砂岩采自阜新市恒大煤矿，岩石试样按

照岩石相关试验规程要求进行精加工，制作成 h=100 
mm，D=50 mm标准圆柱形试件如图 4。采用比重杯
法测得岩石的密度为 2.352 g/cm3，用排水法测得岩石

的孔隙率为 1.151%（测定 3个试样取平均值）。 

图 4 岩样和设备 

Fig. 4 Rock samples and devices 

需要通过相应条件下的三轴压缩试验，来确定出

蠕变试验的应力施加方案。其中，三轴压缩试样方案

为：①为保证岩石和试验系统的充分接触，施加一个

较小的轴向压力；②以 500 N/s 的加载速率将围压加
到预定值；③以 500 N/s的加载速率施加轴压，在此
过程必须保持围压不变；④待到岩石变形破坏后，停

止施加轴压；⑤将试验数据保存并导出。 
绘制出不同围压作用下应力–应变曲线如图 5 所

示。 
根据图 5的应力–应变曲线数据，总结出三轴压

缩试验结果见表 1所示。 

 

图 5 应力–应变曲线 

Fig. 5 Stress-strain curves 
表 1 试验结果 

Table 1 Test results  

围压 
/MPa 

轴向峰值

强度/MPa 
偏应力 
强度/MPa 

轴向峰值

应变

/10-4% 

径向峰值

应变

/10-4% 

E50 
/GPa 

0  76.073  76.073 3.21 -7.488 21.814 
10 108.226  98.226 3.64 -9.7464 26.216 
20 138.601 118.601 3.71 -10.2 32.814 
30 163.557 133.557 3.89 -12.1 36.224 

注：表中 E50为轴向应变等于峰值应变 50%时对应的弹性模量。 

一般采用莫尔应力圆（如图 6）与包络线的关系
来确定岩石的强度参数值。 

 

图 6 莫尔应力圆 

Fig. 6 Mohr stress circle 

根据表 1 中岩石在不同围压作用下的峰值强度
值[16-17]，绘制出围压与峰值强度的关系曲线如图 7。 

图 7 围压与峰值强度的关系 

Fig. 7 Relationship between confining pressure and peak intensity 

由图 7可知，围压与峰值强度之间关系满足线性
变化关系，拟合的直线方程的斜率为 2.928，截距为
77.690。根据围压与峰值强度之间关系方程与莫尔应
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力圆理论可知，岩石的黏聚力 c为 22.701 MPa，内摩
擦角 φ为 29.395°。 
2.2  室内三轴蠕变试验 

加载蠕变试验具体步骤为：①保证所有试样取自

同一块岩体，将明显外部缺陷的试样剔除，且通过波

速测试仪将波速一致的岩样作为试样对象；②根据室

内三轴压缩试验最大偏应力来确定蠕变试验的应力等

级水平，应力初始水平选取加载三轴试验峰值强度的

60%。为了方便施加应力，起始值选取整数值，以后
每一级荷载分别取加载三轴试验峰值强度的 70%，
80%和 90%；③先以 500 N/s 加载速度施加围压至预
定值，待稳定后再以相同加载速度施加轴压至预定值，

当岩石的径向变形小于 0.03 mm/24h时，进行下一级
荷载的施加，重复上述步骤直至岩石破坏；④待试验

完成后，首先将围压卸载至零，然后卸载轴压至零，

将压力舱内液压油抽回到设备中，升起压力舱取出岩

石试样进行保存，试验数据保存间隔为 5 s，最终导出
试验数据即可。 
其中，不同围压作用下的岩石的轴向蠕变变形历

时曲线如图 8所示。 

图 8 各级应力下轴向蠕变曲线 

Fig. 8 Axial creep curves under stress at each level 

由图 8可知，在围压恒定时逐级加载轴向应力时，
岩石在加载瞬间会出现一个瞬时变形，且瞬时变形随

着轴向应力地不断增大而增大，但是由于岩石在初始

时刻其内部孔隙完全张开，在加载时孔隙逐渐闭合为

瞬时变形提供一定的变形量，随着孔隙的完全闭合和

之后应力水平增大迫使其产生裂纹破裂，对于瞬时应

变量的作用逐步减小，故瞬时应变在岩石试样整体变

形量中的比例也随之逐步减少；岩石的蠕变变形不断

占总变形量越来越多，说明了岩石内部空隙不断发育，

导致岩石劣化特性愈加明显。但是对比分析瞬时应变

和蠕变应变可知，瞬时应变占总变形的比重远远大于

蠕变应变占总变形的比重，说明了瞬时应变对岩石造

成损伤大于蠕变对岩石造成的损伤。以围压 30 MPa
为例，当应力大于 110 MPa时，岩石出现了明显加速
蠕变阶段，加速蠕变时间随着应力水平增大逐渐减小，

说明了应力的增大加剧了岩石内部损伤发育和裂隙的

扩展，使得岩石更容易产生破坏[18]。 

3  参数识别 
3.1  临界点参数确定 

蠕变时刻 t1和蠕变变形 t1ε ，以及蠕变时刻 t2和蠕

变变形 t2ε ，这 4个参数均可以由蠕变历时曲线得出。
不同围压、不同应力水平作用下岩石的临界点参数值

见表 2（以围压 20 MPa为例）[19-20]。 
表 2 岩石的临界点参数值 

Table 1 Values of critical point parameters of rocks 
应力水平/MPa t1/h εt1/% t2/h εt2/% 

40 — — — — 
50 9.78 0.132 — — 
60 7.45 0.245 — — 
70 1.06 0.373 4.09 0.404 

3.2  模型计算值与试验值对比 

基于最小二乘法[21-23]对围压 20 MPa 下蠕变试验
曲线进行参数辨识，得到模型参数值见表 3。得到蠕
变模型曲线与试验曲线的对比如图 9所示。 
由图 9可知，试验曲线和模型曲线具有良好的吻

合度，这说明了基于统计损伤原理建立的岩石加速蠕

变模型，来反映岩石蠕变全过程曲线是正确的。 
本文将采用笔者在文献[4]的中加速蠕变试验数

据来进一步验证该模型的正确性。绘制出不同围压和

应力作用下的含加速蠕变试验曲线与模型曲线对比如

图 10所示。其中，特别将围压 15 MPa、轴压为 95，
85 MPa的试验曲线单独进行对比。 
由图 10可知，引用文献中的试验曲线也与模型曲

线具有良好的吻合度（只是关于加速蠕变变形曲线的

吻合度相对其他曲线的拟合度较低），说明了基于统计

损伤原理建立的岩石加速蠕变模型，来反映岩石蠕变

全过程曲线是正确的。 
综上所述，岩石蠕变加载过程也是一种岩石内部

微元体损伤破坏的过程，在材料微观结构上表现为不 
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表 3 岩石的拟合参数值 

Table 3 Fitting values of rock parameters 
参数 

应力

水平
/MPa G0/GPa K/GPa G1/GPa 1η′  

/(GPa·h) 
2η′  

/(GPa·h) 
3η′  

/(GPa·h) 
F0 n 0F′  n′  a0 0a′  a1 C 

相关

系数
R2 

方差平方

和 

70 106.899 162.033  228.235 134.970 — — — — — — — — — — 0.998 7.643×
10-7 

80 113.228 193.810  466.039 280.073 779.849 — 6.566 2.034 — — — — — — 0.985 1.017×
10-4 

90 118.231 226.017 1391.242 197.300 1190.656 — 6.079 4.409 — — — — — — 0.978 5.553×
10-5 

100 45.980 192.896   94.388  94.999 1002.345 2485.416 5.444 8.131 3.824 0.932 -2.880 2.621 -0.153 2.345 0.972 2.196×
10-4 

 

图 9 试验结果和模型对比 

Fig. 9 Comparison between test results and models 

图 10 引用文献[4]中蠕变试验曲线与模型曲线对比 

Fig. 10 Comparison between creep test results and model curves in .Reference [4] 

可逆性。通过将蠕变曲线分阶段，来定义分段临界点

的损伤变量的表达形式，结合统计损伤理论和 Perzyna
黏塑性模型，对传统的西原体模型进行适当的改进，

建立非线性蠕变损伤模型，从而更好地体现了受损伤
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岩石内部应力–应变状态和损伤演化规律，对于解决

实际工程围岩长期稳定性具有指导意义。 

4  结    论 
（1）基于细观统计损伤理论，采用临界统计损伤

变量对加速蠕变和稳定蠕变的启动条件进行了定义，

这为构建加速蠕变模型奠定了基础。 
（2）岩石蠕变加载过程也是一种岩石内部微元体

损伤破坏的过程，在材料微观结构上表现为不可逆性。 
（3）通过将蠕变曲线分阶段，来定义分段临界点

的损伤变量的表达形式，结合统计损伤理论和 Perzyna
黏塑性模型，对传统的西原体模型进行适当的改进，

建立非线性蠕变损伤模型，从而更好地体现了损伤受

岩石内部应力应变状态影响和损伤演化规律。  
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易溶盐含量对伊犁原状黄土力学特性的影响规律 
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摘  要：为揭示非饱和伊犁原状黄土的湿、载屈服特性及水量变化特性，采用非饱和土三轴仪，开展不同易溶盐含量
下的控制吸力的净平均应力增减试验、控制净平均应力的吸力增减试验和控制净围压和吸力的固结剪切试验，探究易

溶盐含量对非饱和伊犁黄土变形、屈服和水量变化特性的影响规律。研究结果表明：含盐量对提高颗粒间的胶结作用

存在临界值，在 14～20 g/kg含盐量区间存在峰值屈服净平均应力、峰值屈服剪应力，且加载增湿屈服线和剪切屈服线
最大；随含盐量增加，压缩性指标降低、固结排水量减小；含盐量对水量的影响主要在土水特征干燥曲线的过渡区，

但对吸力增加屈服线影响不大；盐分过量和吸力降低均可使非饱和伊犁黄土产生屈服。 
关键词：非饱和土；伊犁黄土；易溶盐；屈服特性；水量特性 
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Influences of soluble salt content on mechanical properties of Ili undisturbed loess 

NIU Li-si1, ZHANG Ai-jun1, ZHAO Jia-min1, WANG Yu-guo1, ZHAO Qing-yu2 
(1. College of Water Resources and Architectural Engineering, Northwest A & F University, Yangling 712100, China; 2. Central China 

Real Estate Limited, Zhengzhou 450004, China) 

Abstract: In order to reveal the loading collapse yield and moisture characteristics of the unsaturated Ili undisturbed loess, a 

series of net mean stress increase-decrease tests on control suction, suction increase-decrease tests on control net mean stress, 

consolidation shear tests on control net confining pressure and suction under different soluble salt contents are carried out by 

using the unsaturated soil triaxial apparatus. The effects of soluble salt content on the deformation, yield and moisture of the 

unsaturated Ili loess are studied. The results show that there is a critical value for salt content to improve the cementation 

between particles. There are the peak yield net mean stress and the peak yield shear stress between 14 and 20 g/kg of salt 

content, and the loading collapse yield curve and the shear yield curve are the maximum. The compressibility index and 

moisture change at the consolidation stage decrease with the increase of salt content. The influences of salt content on moisture 

are mainly in the transition region of soil water characteristic drying curve, but there are few effects on the suction increase 

yield curve. The unsaturated Ili loess can be yielded by being excessively salting and reducing suction. 

Key words: unsaturated soil; Ili loess; soluble salt; yield characteristic; moisture characteristic 

0  引    言 
新疆伊犁河谷是中国受大西洋气候影响的地区。

该地区河流两侧分布有大规模的风积黄土，属于西风

区黄土，明显区别于季风区黄土高原的黄土。伊犁黄

土易溶盐含量极高，具有强烈的湿陷性，试验测定的

易溶盐含量最大可达 19.2 g/kg，场地最大自重湿陷量
为 3.52 m[1]。因此，伊犁黄土属于黄土和盐渍土的共

同范畴，针对该特定黄土的力学及工程特性需进行专

门的研究，但目前对其关注及研究相对较少。 
针对黄土的研究已较为完善，但盐渍土研究更多

的是针对溶陷特性[2]、盐分溶滤[3]及近年来持水特性

影响[4]的探讨，研究方法主要为人工掺盐、洗盐溶滤

和盐溶液浸泡 3种。 
在盐渍土变形、强度特性的研究上，康安栋等[5]

基于硫酸盐渍土固结试验，得出一定含盐量能提高盐

渍土在受荷时抵抗变形能力的结论；颜荣涛等[6]对不

同浓度 NaCl 溶液饱和黏土进行等向压缩试验，分析
渗透吸力对等向压缩特性的影响规律；以上对盐渍土

压缩性的研究多为饱和试样，并未考虑吸力的影响。

─────── 
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徐安花等[7]通过对掺入 NaCl、Na2SO4、Na2CO3和 H2O
的亚黏土盐渍土进行剪切试验，得出对黏聚力的影响

依次为 Na2SO4<NaCl<Na2CO3<H2O；刘威[8]通过试验

表明硫酸盐渍土抵抗变形的能力比氯盐渍土强；蔡正

银等[9]指出在低含水、高含盐时，试件脆性破坏越显

著；可见盐分和土质种类都对盐渍土的力学特性影响

较大。 
这些研究得出了很多有益的规律性结论，但存在

含盐试样以重塑样居多，盐分类型单一、含量低、跨

度小的问题，且针对新疆伊犁地区特定非饱和原状黄

土的变形、屈服特性，特别是含盐量对水量变化特性

的影响规律研究鲜有报道。针对以上不足，本文采用

非饱和土三轴仪[10]，以新疆伊犁原状非饱和黄土为研

究对象，开展不同易溶盐含量下控制吸力的净平均应

力增减试验、控制净平均应力的吸力增减试验和控制

净围压和吸力的固结剪切试验，旨在揭示易溶盐含量

对非饱和原状伊犁黄土的屈服和水量特性的影响规

律。 

1  试验材料和试验方法 
1.1  试验材料 

本研究选用新疆伊犁昭苏特克斯河的Ⅳ级阶地

地表以下 18.5～22 m的原状土样，该土样为 Q3黄土，

呈土黄色。室内试验测得土样的土粒相对密度

Gs=2.72，初始含水率为 6.18%～6.73%，初始干密度
为 1.32～1.41 g/cm3，液限wL=29.2 %，塑限wP=19.0 %，
属于低液限黏土（CL）。试验前将整块原状土样削切
为直径 3.91 cm×高 8 cm的标准三轴试样，用三瓣膜
环刀将其密合后备用，削样时及时测得整块土样中部

散土的含水率，并将其作为原状土样的初始含水率，

同组试样应选取干密度和含水率差值分别小于 0.03 
g/cm3和 2 %的土样，以减小试样误差。 

基于同地区伊犁黄土的易溶盐含量最高可达 19.2 
g/kg[1]，本试验选定配制易溶盐含量分别为 5，8，14，
20和 26 g/kg的试样开展研究，选用土层较深、易溶
盐含量较低的原状土样，采用水膜转移法制备不同易

溶盐含量的原状土样。 
采用水膜转移法滴加盐溶液的具体过程为：①对

土样进行天然易溶盐含量测定，深度为 21.5～22 m和
18.5～19 m的土样初始易溶盐总量分别为5.75 g/kg和
3.54 g/kg，离子含量比 Na+∶SO4

2-∶Ca2+∶Mg2+∶

Cl-∶HCO3
-
分别为 12.6∶8.7∶3.9∶2.8∶1.9∶1 和

5.7∶4.3∶0.3∶0.3∶0.7∶1，根据所得各离子浓度及
比例确定应加入的易溶盐种类，其中：深度为 21.5～
22 m的土样应加入MgSO4、NaHCO3、CaCl2、NaOH 

4 种盐，质量比为：10.3∶2.2∶1.0∶15.4；深度为
18.5～19 m的土样应加入MgSO4、CaCl2、NaHCO3、

Na2SO4、NaCl和 NaOH 6种盐，质量比为：6.8∶5.0∶
7.3∶25.6∶1.0∶34.5；②为便于盐溶液的滴加，根据
需配含盐量差值及各离子浓度比，配制一次加盐能增

加试样 3 g/kg总易溶盐含量的各类盐溶液；③计算各
设计含盐试样所需增加的总易溶盐含量，为防止连续

滴加使试样水分过多产生变形，采用胶头滴管多次少

量、缓慢均匀、间断分次地对原状试样进行滴加盐溶

液，每次滴盐后应自然风干 24 h以上方可进行后续加
盐，直至达到试样设计含盐量；④通过离心机法测得

不同含盐量下的土水特征曲线，试验具体操作参见文

献[4]，忽略含盐量的影响，在不同含盐量下的均值土
水特征曲线上得到基质吸力为 0，50，100，150 kPa
时含水率对应为 37.5%（饱和含水率），15%，12%和
9.5%，试样完成滴加盐溶液后，对含水偏高试样采用
自然风干、含水偏低试样采用滴加纯水的方法配至设

计含水率，饱和试样采用抽气饱和法；⑤含盐量和含

水率均配制完成的试样用保鲜膜包裹后，放置密闭的

保湿缸中养护 72 h以上，保证水分、盐分充分扩散均
匀。需特别注意：滴盐过程中，在水分蒸发作用下盐

分会被携带到试样表面，为防止盐分与三瓣膜发生反

应，滴盐前在试样周围包裹一层较薄的塑料膜，且试

样底部放置半透膜，确保试样中盐分含量不变且便于

脱模；饱和试样时，同样采用半透膜将试样包裹密封，

以防盐分溶解后丢失。 
1.2  试验方法 

试验设备采用 FSY30 型应力应变控制式非饱和
土三轴仪，是由陈正汉与江苏溧阳永昌仪器厂联合研

制，其中，陶土板进气值为 500 kPa，采用双层压力室
减小仪器变形，其构造详见文献[10]，此处不再赘述。 
本文所用符号及公式如下： 

1 2 3
a

1 3

a w

 
3

 
 

p u

q
s u u

σ σ σ

σ σ

+ + = − 
= − 
= − 

，

，

。

          (1) 

式中  p，q，s是应力状态变量，p为净平均应力，q
为偏应力，s为基质吸力，文中简称吸力； 1σ ， 2σ ，

3σ 分别为大、中、小主应力；ua和 uw为孔隙气压力

和孔隙水压力。 
本文开展了控制吸力的净平均应力增减、控制净

平均应力的吸力增减、控制净围压和吸力的固结剪切

3种应力路径试验，图 1为一组试样的试验应力路径，
以一个含盐量为例，试验方案和加荷顺序见表 1，所
有试验均需完成装样前陶土板饱和及试验前初始吸力
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测定工作，确保试验的顺利进行和准确性，试验具体

过程如下： 
控制吸力的净平均应力增减试验（简称净平均应

力循环试验），一个含盐量下分别进行 4个试验，吸力
分别为 5（饱和试样），50，100和 150 kPa；见图 1（a）
所示，以饱和试样为例，控制净平均应力为 5 kPa下
增加吸力至 5 kPa，以该应力状态为试样初始状态，待
本级荷载稳定后，控制吸力恒定，净平均应力通过分

级加载至 400 kPa，在净平均应力为 100和 300 kPa时
完成两次卸载再加载，即净平均应力循环过程。 
控制净平均应力的吸力增减试验（简称吸力循环

试验），一个含盐量下进行 1个控制净平均应力为 100 
kPa的试验；见图 1（b）所示，控制吸力为 5 kPa下
增加净平均应力至 100 kPa，以该应力状态为试样初始
状态，待本级荷载稳定后，控制净平均应力恒定，采

用分级施加吸力至最终吸力为 150 kPa，在吸力为 100 
kPa时完成吸力减小再增加，即吸力循环过程。 
控制净围压和吸力的固结剪切试验（简称固结剪

切试验），一个含盐量下进行 12个试验，控制吸力分
别为 5，50，100和 150 kPa，每级吸力下控制净围压
分别为 100，200和 300 kPa；见图 1（c）所示，以吸
力为 100 kPa、净围压为 300 kPa试样为例，通过单次
加载同时控制吸力和净围压至设定值，进行试样的固

结过程，完成固结后进行排水剪切试验。 

图 1 一组试样的试验应力路径 

Fig. 1 Stress paths of tests on a group of specimens 

试验过程中打开排水阀，孔隙水压力为零，通过

施加孔隙气压力控制吸力的大小，试验中每级荷载下

采用的稳定标准为：连续 2 h内体变量和排水量分别
小于 0.006 cm3和 0.012 cm3。 

非饱和试样的净平均应力循环试验和吸力循环试

验历时较长，根据试样控制吸力和含盐量的不同，完

成一个试样需约 10～30 d；由于非饱和土的渗透性很
小，为使得加载过程中保持吸力恒定，各级荷载下试

样变形和排水稳定，加载速率要足够小。综上，一个

含盐量下共进行 17个试样（如表 1所示），本文完成
5个易溶盐含量（5，8，14，20，26 g/kg）下的试验，
共完成 85个试样。 
试验结束后将整个试样烘干量测试样含水率，由

试样的初始含水率和终止含水率之差得到试样的实际

排水量，并据此把试验过程量测的排水量进行历时较

正，表 2给出了部分试样排水校正对比结果，虽然排
水量的量测值和校正值相差不大，但为了提高结果的

精度，本文中的排水量均采用校正值。 
表 1 试验方案及加荷顺序（以一个含盐量为例） 

Table 1 Test schemes and loading sequence (taking a salt content  

as an example) 
试验类型 应力状态 加荷过程/kPa 

初始吸力 5/ 50/ 100/ 150 净平均应

力循环 净平均应力 5→100→20→300→100→400 
初始吸力 5 
净平均应力 100 吸力循环 
吸力 5→100→25→150 
吸力 5/ 50/ 100/ 150 

固结剪切 
净围压 100/ 200/ 300 

注：净平均应力循环试验中净平均应力小于 100 kPa时，荷载

变化 20 kPa/级；净平均应力大于 100 kPa时，荷载变化 50 kPa/

级；吸力循环试验中荷载变化 25 kPa/级。 
表 2 试样排水量的量测值与校正值比较 

Table 2 Comparison between measured and corrected values of  

amount of water discharge from specimens 

试验类型 含盐量 
θ/(g·kg-1) 

量测值
/cm3 

校正值 
/cm3 

差值
/cm3 

相对误

差/% 
 5 33.53 32.5 1.03 3.18 
14 36.57 35.64 0.93 2.61 

吸力循环 
试验 

(p=100 kPa) 26 33.79 32.17 1.62 5.04 

2  净平均应力循环试验 
2.1  变形特性 

在净平均应力循环试验中，同一试样下根据各级

净平均应力稳定后的体变量，计算出相应的比体积，

不同试样控制吸力的净平均应力增加–减小过程，对

应于试样的压缩–回弹过程，图 2为 v–log p平面内
不同条件下试样的压缩–回弹曲线，其中，图 2（a）
为一定含盐量时不同吸力下的压缩–回弹曲线；图 2
（b）和（c）分别为饱和试样和非饱和试样在不同含
盐量下的压缩–回弹曲线，由于篇幅有限，不同吸力

和不同含盐量非饱和试样分别以含盐量为 8 g/kg和吸
力为 100 kPa为例。从图 2可知： 
（1）从图 2中任一曲线可见，随净平均应力的增

大，比体积逐渐减小，这是由于净平均应力增大，试

样内孔隙气体被压缩，孔隙比减小，发生体积收缩，

比体积降低；低净平均应力状态下曲线相对平缓，高

净平均应力状态下曲线较为陡峭，表明试样具有一定

的结构强度，抵抗试样发生变形，压缩曲线相对平缓，

当净平均应力大于试样结构强度时，试样结构破坏，

试样较易压缩，变形量增加较快，压缩曲线较为陡峭。

从图 2（a）可见，同一试样的初始比体积和最终比体
积差值，即不同吸力试样在相同净平均应力作用下引
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起的试样体积变化幅度，随吸力的增加而减小，表明

吸力增加能提高试样抵抗变形的能力。 
（2）从图 2（b）和图 2（c）可见，饱和试样中，

含盐量 5 g/kg曲线为压缩曲线的下边界曲线，即压缩
变形最大，随含盐量增大压缩性降低。非饱和试样中，

含盐量为 5 g/kg是压缩曲线的上边界曲线，即压缩变
形最小，14 g/kg为压缩曲线的下边界曲线，试样的整
体压缩变形随含盐量的增大呈先增大后减小趋势，但

压缩性逐渐降低。这主要是由于饱和试样中水量足够

将易溶盐全部溶解，含盐越高试样内溶液浓度越大，

颗粒间双电层越薄，压缩性降低；非饱和试样中吸力

较大时，较少的水分不足以将盐分完全溶解，含盐量

超过 14 g/kg 后，结晶盐占据一部分孔隙的体积，使
得孔隙体积变少，试样的压缩性降低。 

 

图 2 净平均应力循环试验的压缩–回弹曲线 

Fig. 2 Compression-rebound curves of net mean stress cycle tests 

（3）从图 2（b）和图 2（c）可见，同吸力不同
含盐下，试样在回弹起始压力相同时，回弹–再压缩

曲线近似平行，曲线斜率为相应回弹压力下的回弹系

数，回弹起始压力为 300 kPa时的斜率比 100 kPa时

的大，即回弹系数随回弹起始压力的增大而增大，表

明净平均应力循环试验中不同净平均应力下的回弹斜

率并不相等，与“不同应力等向压缩状态下回弹变形

斜率 κ为常数”这一假定[11]不相符，这是由于净平均

应力增大，试样被逐渐压密，密度增大，回弹模量相

应较大。 
若忽略吸力的影响，将相同含盐量不同吸力下的

回弹系数取均值并列于表 3，可见起始回弹压力为 300 
kPa 时，随含盐量的增加回弹系数先增加后减小，在
含盐量为 14～20 g/kg 时试样的回弹系数最大，但当
起始回弹压力为 100 kPa时，含盐量对试样的回弹系
数影响不大；起始回弹压力为 300 kPa时的回弹系数
明显比起始回弹压力为 100 kPa时的大，且前者约为
后者的 1.5～2.5倍。 

表 3 不同含盐量下的系数值 

Table 3 Coefficients under different salt contents 
系数 5 g/kg 8 g/kg 14 g/kg 20 g/kg 26 g/kg 

κ100均值 0.008 0.009 0.009 0.009 0.009 
κ300均值 0.016 0.018 0.019 0.019 0.016 
λs/(10-3) 1.3 0.8 0.4 0.7 0.8 

鉴于分析，绘制 v–log p曲线上试样屈服后曲线
斜率值——压缩性指标λ与含盐量的关系，见图 3所
示。从图 3可见，吸力一定时，压缩性指标λ随含盐
量的增加而减小；这是由于含盐量越大，盐离子作用

越强，双电层厚度越薄，试样的可压缩性越低，压缩

性指标λ越小。压缩性指标λ随吸力的增大而增大，
吸力为 150 kPa时最大，这是因为吸力越大，结构性
越强，屈服前结构势能越大，屈服后释放能量的速率

越快，即压缩变形率越大，压缩性指标λ越高。低吸
力范围内（s≤100 kPa）压缩性指标 λ变化较大，吸
力为 50 kPa时的压缩性指标λ约是吸力为 0 kPa的 1.3
倍，吸力从 0 kPa到 100 kPa的压缩性指标λ差值占吸
力从 0 kPa到 150 kPa差值的 70%以上，表明在低吸
力范围内试样的压缩敏感性较强。 

图 3 压缩性指标λ 与含盐量的关系 

Fig. 3 Curves of compressibility index and salt content 

2.2  应力屈服特性 

Alonso 等[11]表明，在 p–s 平面内，加载或湿化
能引起土的屈服，即 LC 屈服线，吸力增加同样可引
起屈服，即 SI屈服线，它认为吸力增大到历史上曾经
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遭受过的最大吸力时土样屈服，两个曲线都是描述非

饱和黄土的体积变化屈服，它们与坐标轴共同围成弹

性区。图 4为不同吸力下净平均应力循环试验的压缩
曲线，由于篇幅有限，以含盐量 5 g/kg和 20 g/kg为
例。同一土样的试验点近似位于两个相交的直线段上，

两个直线段的交点为应力屈服点。吸力一定时，试样

的比体积随净平均应力的增大逐渐减小，且随吸力增

大比体积变化幅度减小；当净平均应力小于屈服净平

均应力时，不同吸力下压缩曲线的变化不大，当净平

均应力大于屈服净平均应力时，随吸力的增大压缩曲

线逐渐变陡。这是由于净平均应力增大，试样中的孔

隙气被压缩、孔隙水排出，使得试样发生体积收缩，

孔隙比减小；吸力越大，试样的结构性越强，孔隙变

化越小，比体积降低的越少，变化幅度越小；当净平

均应力大于屈服净平均应力时，试样结构破坏，骨架

颗粒重组使得比体积变化较大，吸力越大重组越快。 

图 4 不同吸力下的压缩曲线 

Fig. 4 Compression curves under different suctions 
从图 4中确定不同条件下的屈服净平均应力，并

绘制出屈服净平均应力 p0与含盐量 θ的关系，如图 5
所示。可见屈服净平均应力随含盐量的增加呈先增大

后减小的趋势，增加幅度比减小幅度大，当含盐量在

14～20 g/kg范围时，存在最大屈服净平均应力，试样
结构性最强；含盐量相同时，屈服净平均应力随吸力

的增加而增大，且增加幅度逐渐减小，吸力从 0 kPa
到 50 kPa变化时，屈服净平均应力增加幅度最大。 
将应力屈服点绘于 p–s平面上，连接同一含盐量

的应力屈服点，可得不同含盐量下的加载–湿陷屈服轨

迹，即 LC曲线（如图 6所示）。在屈服轨迹以左的应
力点，净平均应力增大或吸力减小达到 LC 曲线，此
时试样发生屈服。由图 6可知，随含盐量的增加，屈
服轨迹呈先外扩后内缩的规律，含盐量为 20 g/kg 时
的屈服轨迹最靠外，含盐量为 5 g/kg时的屈服线最靠
内。表明在含盐量为 20 g/kg 时，试样的弹性区域最
大，使试样发生屈服所需的净平均应力最大、含水率

最高，即试样自身的结构性最强，屈服面最大。这是

由于试样中一定盐分的增加会增强颗粒间的胶结作

用，提高试样结构性及整体稳定性，屈服净平均应力

增大；当盐分达到一定值后，过量的盐分可能将作为

试样中的次骨架颗粒，降低试样的整体强度，屈服净

平均应力反而降低。 

图 5 屈服净平均应力 p0与含盐量 θ的关系 

Fig. 5 Curves of yield net mean stress and salt content 

图 6 p–s平面内不同含盐量的屈服轨迹 

Fig. 6 Yield loci in p-s plane under different salt contents 

2.3  水量变化特性 

为便于后文叙述，采用陈正汉[12]提出的公式： 
w

w
0

V
V

ε
∆

=   ，                (2) 

0
0 w

1 ew w
G

ε
+

= −   。          (3) 

式中， wε 为水相体变，ΔVw和 V0分别为土样的水相

体积变化量和初始体积，w，w0，e0和 G 分别为含水
率，初始含水率，初始孔隙比和土粒相对密度。 
图 7中（a）和（b）分别为净平均应力循环试验

的水相体变 wε 、含水率 w与净平均应力 p的关系，以
含盐量 5 g/kg为例。相同含盐量下，各吸力下的 wε –
p和 w–p关系都是线性的，斜率分别用 w ( )sλ 和 ( )sβ
表示，含盐量一定相同吸力下，随净平均应力的增大，

试样水相体变 wε 逐渐增大，含水率 w降低；饱和试样
的水量变化指标变化最大，曲线最陡；非饱和试样中，
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吸力对水量变化指标影响不大。 

图 7 净平均应力循环试验的水量变化关系（θ=5 g/kg） 
Fig. 7 Moisture change under net mean stress cycle tests (θ=5  

..g/kg) 

w ( )sλ 与 ( )sβ 的关系可通过式（3）中含水率公式
对 p微分求得[12] 

w
0

( ) ( )
1

Gs s
e

λ β= −
+

  ，        (4) 

式中，负号表示含水率随排水量增加而减小。本试验

中黄土孔隙较大，计算可得 w ( ) / ( )s sλ β 的理论值为

1.4，且从图 7中得到的 w ( ) / ( )s sλ β 值也近似等于理论

值。 
水相体变指标 w ( )sλ 与含盐量的关系见图 8所示，

可见，同吸力下， w ( )sλ 随含盐量的增大呈先增大后

减小，在含盐量为 14 g/kg下达到峰值，吸力为 0 kPa
时 w ( )sλ 最大且变化幅度最大。这是由于饱和试样中

孔隙完全被水填充，试样中初始含水率较高，且所施

加的净平均应力全部用于试样中水分的排出，在固结

过程中排水量必定最多；在含盐量小于 14 g/kg 时，
盐分完全被溶解，含盐量越大试样中溶液的浓度越高，

浓度差增大加快排水速率，排水引起的体积变化增长

较快，含盐量大于 14 g/kg 时，多余的盐分会减慢盐
溶液的扩散和排出，排水相对慢且少，可见在分析试

样中水分变化时，含盐量的影响不容忽视。 

3  吸力循环试验 
3.1  变形特性 

在吸力循环试验中，吸力的变化等同于作用荷载

的大小，在 e–lgs平面内，吸力的增大、减小分别对

应为试样的脱湿、吸湿过程，产生弹塑性变形、回弹

变形，相应直线的斜率为吸力增加的压缩系数 λs和吸

力在弹性域内变化的回弹系数 κs，绘制出不同含盐量

下的增湿–减湿曲线，如图 9所示。 

图 8 水相体变指标 w ( )sλ 与含盐量 θ的关系 

Fig. 8 Curves of index of moisture volume change and salt content 

 

图 9 孔隙比与吸力的关系 

Fig. 9 Relationship between void ratio and suction 

从图 9可见，试样孔隙比随吸力的增加整体逐渐
降低，在试样结构屈服前后分别呈缓慢减小和快速减

小趋势，表明吸力对试样孔隙比的影响主要表现在试

样屈服之后，即土水特征干燥曲线的过渡区，且脱湿

过程中体积变化幅度，随含盐量的增加呈先减小后增

大。吸力循环试验中不同含盐量的压缩系数 λs值列于

表 3，可见，压缩系数 sλ 随含盐量的增加同样存在一
个极值，表明含盐量对增强试样的结构强度存在临界

值，当含盐量小于临界值时起到结构增强的作用，大

于临界值后反而降低结构强度。 
3.2  吸力屈服特性 

图 10为吸力循环试验的体应变与吸力关系。同一
试样的试验点同样近似位于首尾两段相交的直线段

上，该交点为吸力屈服点。有趣的是，不同含盐量试

样的交点位于同一竖线上，可见本试验中的含盐量对

试样屈服吸力没有影响。这是因为土样的屈服吸力主

要由土的初始干密度和自身的结构状态所决定[13]，本

试验中均为饱和试样，试样中盐分完全溶解，并未影

响试样的初始干密度，且均为同深度土层的原状土，

因此不同含盐量试样的屈服吸力相等。此外，不同含

盐试样的屈服吸力均为 40 kPa，并不等于曾受过的最
大吸力，这与陈正汉提出的修正吸力增加屈服条件

s=sy相符
[12]，相比 Alonso模型的屈服条件，此屈服条

件扩大了弹性区域。 



第 9期                     牛丽思，等. 易溶盐含量对伊犁原状黄土力学特性的影响规律 

 

1711

从图 10可知，含盐量一定时，体应变随吸力的增
加而增大，表明吸力同样在一定程度上影响土的体积

变化；在屈服吸力之前，体应变随吸力的变化斜率受

含盐量的影响较小，屈服吸力之后，影响相对较大，

即在试样结构屈服后，颗粒间重新排列和胶结时，盐

分的作用更明显；试样屈服后的体应变变化幅度随含

盐量的增加呈先减小后增大趋势，表明含盐量对体积

变化的抑制作用先增强后降低，即相同吸力下 5 g/kg
含盐量试样的体积变化最大，14 g/kg含盐量试样的体
积变化最小，这主要是由于含水率相同时，试样内盐

分增多，溶液浓度增高，扩散层变小，水膜厚度降低，

流限含水率变小，变形减小，但当盐分增加过量，但

当盐分增加过量，变形反而逐渐增大。 

图 10 体应变与吸力的关系 

Fig. 10 Relationship between volume strain and suction 

3.3  水量变化特性 

吸力循环试验的 Sr–lgs关系如图 11所示，从图
11可知，饱和度随吸力的增加不断降低，当吸力小于
进气值（即边界效应区）时，含盐量对曲线影响不大；

当吸力大于进气值进入过渡区后，不同含盐量的曲线

略有差别，表明盐分对水量变化的影响主要发生在低

含水率、高吸力阶段。 

图 11 吸力循环试验中饱和度 Sr与吸力 s的曲线 

Fig. 11 Curves of degree of saturation and suction in suction cycle  

.tests 

吸力循环试验中， vε ， wε 与归一化吸力的对数
lg[(s+pa)/pa][12]关系如图 12所示，pa是大气压，可见 vε
和 wε 都随吸力的增加逐渐增大，与归一化吸力近似呈
线性关系，随含盐量的增加斜率呈先减小后增加趋势，

且同一试样的水相体变均比体变大，表明试样的排水

量比体变量大，这主要是由于吸力增加，孔隙气压力

逐渐进入试样中，逐渐占据了原来由水占据的一部分

孔隙体积，且孔隙气压的存在阻止了颗粒与颗粒间相

互聚集，即排水后的孔隙大部分被孔隙气填充，只有

小部分被压缩，所以体变量较小，排水量一般比体变

量大。 

图 12 吸力循环试验的体应变、水相体变和归一化吸力的关系 

Fig. 12 Relationship among volume strain, moisture volume  

      change and normalized suction in suction cycle tests 

4  固结剪切试验 
4.1  剪切屈服特性 

关于非饱和土在三轴应力条件下的屈服问题一直

是个值得探究的话题。鉴于三轴应力条件下，土的屈

服同时受净平均应力和偏应力的影响，通过 vε –
lg(q/p)关系曲线确定屈服点。以含盐量为 5 g/kg、吸
力为 0 kPa和 150 kPa的非饱和原状黄土，在不同净
围压下剪切过程中的 εv–lg(q/p)关系曲线为例，如图
13 所示。从图 13 中可见：①同吸力下，随净围压的
增大，剪切变形曲线逐渐向左上方移动，表明应力比

一定时，试样的体应变随净围压的增大而增大；②同

净围压下，剪切变形曲线随吸力的增加向右下方移动，

即净围压一定时，吸力越大，偏应力增大，体应变减

小；以上分析表明净围压和吸力均对体变产生一定影

响，增大吸力能提高试样的整体结构强度，增强试样

抵抗变形的能力，扩大剪切屈服面。 
将图 13 中的 vε –lg(q/p)曲线首、尾部分别做直

线，两直线交点为剪切屈服点，相应的应力为屈服应

力（qy，py）。此外，从图 13 可见，吸力一定时，随
净围压的增加，屈服点向左上方移动，即净围压越大，

应力比越小，体应变越大，表明净围压增大，对净平
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均应力的作用大于偏应力作用，应力比降低，与传统

塑性力学中的基本假定相符。 

图 13 不同净围压下剪切体应变与应力比的关系 

Fig. 13 Relationship between shear strain and stress ratio under  

different mean confining pressures 

按上述方法，确定不同条件非饱和原状黄土在三

轴应力条件下的屈服应力（qy，py），分别绘于 p–q
平面内，如图 14所示，图中不同含盐量和不同吸力下
的 p–q关系曲线分别以吸力为 100 kPa和含盐量为 26 
g/kg试样为例。将饱和土的有效内摩擦角ϕ ′代入公式
k0=1 sinϕ ′− 中，得到不同含盐量下的 k0值均为 0.6，
并在图 14的 p–q平面上做出相应的 k0线，与屈服线

进行比较。 
从图 14（a）可知，非饱和试样中，吸力一定时，

随含盐量的增加，屈服曲线先右上移后左下移，即屈

服应力（qy，py）先增大后减小，这是由于随含盐量

增加，试样的胶结强度增强，试样抵抗变形的能力提

高，但含盐量超过临界值后，试样中过多的盐分将对

试样的结构稳定性起相反的作用，加快试样屈服。从图

14（b）可知：①含盐量一定时，非饱和试样的屈服应
力（qy，py）均位于 k0线之上，饱和试样的屈服曲线与

k0线相交且位于 k0 线之下，表明非饱和试样屈服点的

（q/p）值较大，饱和试样的（q/p）值较小；②相同含
盐量下，随吸力的增加，屈服应力（qy，py）均增大，

屈服曲线向外扩展，这是由于吸力越大，土样含水率越

低，结构性越强，且吸力作用能提高土骨架的结构稳定

性，使得试样能承受较高的抗压和抗剪能力[13]。 
从图 14 中任一曲线可知，相同条件下，p–q 平

面上的屈服线近似为斜率变小的非线性变化，这是因

为试样随净平均应力增大原状结构逐渐破坏，消减了

试样抵抗剪切的能力，故随净平均应力的增加，偏应

力增加幅度逐渐变小。 

图 14 p–q平面上的屈服轨迹 

Fig. 14 Yield loci in p-q plane 

4.2  水量变化特性 

图 15 为不同条件下非饱和试样在剪切过程中的
w–p关系，图中不同含盐量和吸力下的关系分别以吸
力 100 kPa和含盐量 5 g/kg为例。可见，吸力和含盐
量一定时，试样的含水率随净平均应力的增大逐渐降

低，表明试样在剪切过程中持续排水，同条件的 3个
净围压试样均落在一条狭窄的带状区域内，采用一条

直线来表征该带状区域的整体变化趋势特征，该直线

是通过对相同吸力、含盐量下的 3个试样在试验过程
中的含水率求均值所得。非饱和试样在破坏前，相同

净平均应力下由该直线确定的含水率与试验点的实际

含水率之差小于 0.3%。 
从图 15（a）中可见，吸力一定时，试样含水率

随含盐量的增大呈向上移动的趋势，不同含盐量试样

近似平行，表明相同吸力下含盐量越高，试样剪切初

始含水率越大，即试样在固结过程中的排水量越小，

但试样在剪切过程中水量变化幅度基本一致。这是由

于固结过程中净围压一定，试样的含盐量越高，渗透

吸力越大，总吸力越大，土基体内水分子移动所需的

能量越大，所以排水量越小。 
从图 15（b）中可见，含盐量一定时，随吸力的

增加，试样含水率向下方移动，且含水率变化线斜率

减小，表明吸力越大，含水率越小，剪切过程中含水

率变化越少。因此，试验过程中水量的变化不仅与外



第 9期                     牛丽思，等. 易溶盐含量对伊犁原状黄土力学特性的影响规律 

 

1713 

荷载有关，还与试样内部的吸力和含盐量相关。 

图 15 剪切过程中试样的含水率和净平均应力的关系 

Fig. 15 Relationship between water content of specimens and net  

..mean stress during shearing 

取轴向应变 15 %所对应的含水率作为试样剪切
完成后的含水率，鉴于前文分析可知，试样剪切完成

后的含水率与净围压、吸力和含盐量有关，本文将不

同条件下非饱和试样剪切完成后的含水率 w 与
θs/ 3 a( )uσ − 作于同一坐标，见图 16 所示，图中以净
围压 100 kPa和含盐量 5 g/kg为例。 

图 16 剪切完成后试样的含水率和 θs/(σ3-ua)的关系 
Fig. 16 Relationship between water content of specimens and  

θs/(σ3-ua) after shearing 

从图 16可见，相同含盐量和净围压下，不同吸力
试样剪切完成后的 w与 θs/ 3 a( )uσ − 近似呈线性关系，

w随 θs/(σ3-ua)的增大逐渐减小。从图 16（a）可见，
净围压一定时，随着含盐量 θ的增大，w-θs/ 3 a( )uσ −
关系曲线呈向右上方移动趋势，且曲线斜率越来越小，

表明 w 和 θs/ 3 a( )uσ − 均随着 θ 的增大而增大，且
θs/ 3 a( )uσ − 增加较快，w增加较慢；随含盐量增大，
含水率随 θs/ 3 a( )uσ − 降低的越慢，这是由于试样中盐

分越高，溶质吸力越大，移动水分子所需的能量越大，

同应力条件下排水较少。从图 16（b）可见，含盐量
一定时，随着净围压 3 auσ − 的增大，w-θs/ 3 a( )uσ − 关

系曲线呈向左下方移动趋势，表明 w和 θs/ 3 a( )uσ − 均

随着 3 auσ − 的增大而减小。 

5  应力路径的影响 
相同含盐量下的 3种试验在 p–s平面内有 4个相

同的应力状态交点，同一试样经不同应力路径达到相

同应力状态时的体应变 vε 和水相体变 wε 并不一定相
同，如表 4所示，以含盐量 5 g/kg为例，其中，①、
②、③分别表示净平均应力循环、吸力循环和固结剪

切试验。在试样初始体积一定时， vε 和 wε 的增减直接
反映了试样体变量和排水量的大小。 
从表 4可见，饱和试样中试验③的 vε 和 wε 变化最

大。非饱和试样中 vε 由大到小的试验为②＞③＞①，
而 wε 由大到小的试验为②＞①＞③，且试验②比试验
①、试验③的变化大的多。这是由于试验②中初始试

样均为饱和状态，故其体变量和排水量的累积量最大。

从有效应力原理分析，非饱和试样中因孔隙气的存在

使得孔隙水非连续，加荷后孔隙水压力的分担需要一

定的时间，荷载越大所需时间越长。采用一次加载时

孔隙水压力承担的较小、消散慢、排水量少，有效应

力相对较高，体变较大；相反，采用分级加载时孔隙

水压力承担的相对较多，体变较小。所以非饱和试样

采用分级加载比一次加载的排水量大、但体变量小。 
表 4 应力交点处的 vε 和 wε  

Table 4 Values of vε  and wε  at intersection of stress 

类别 vε /% wε /% 
s/kPa 0 50 100 150 0 50 100 150 
p/kPa 100 100 100 100 100 100 100 100 
① 9.7 3.5 2.5 2.4 7.8 1.6 3.0 0.4 
② 12.0 17.1 23.5 26.4 0.2 9.4 28.4 34.9 
③ 13.9 6.0 4.4 5 10.9 0.6 0.2 0.1 

注：①、②、③分别表示净平均应力循环、吸力循环和固结剪切

试验。 

6  结    论 
（1）在净平均应力循环试验中，含盐量增加和吸
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力减小分别使压缩性指标λ最大降低 14.7%和 41.1%；
低吸力试样的压缩敏感性和水量变化幅度较大，饱和

试样的水相体变是非饱和试样的 2～4倍；回弹系数随
回弹起始压力的增大而增大，起始回弹压力为 300 kPa
时的回弹系数是 100 kPa时的 1.5～2.5倍；含盐量在
14～20 g/kg 间存在峰值屈服净平均应力、屈服剪应
力，屈服面最大。 

（2）在吸力循环试验中，脱湿曲线体变量在含盐
量为 14 g/kg 时存在极小值；含盐量对屈服基质吸力
影响不大；含盐量对水量的影响主要发生在过渡区。 

（3）在固结剪切试验中，在 p–q平面内，吸力
增大，屈服曲线向外扩大；含盐量越高固结过程中试

样排水量越小，试样剪切过程中含水率随净平均应力

增大线性降低 1%～23%，吸力越大含水率降低的越慢
且变化越小。 
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堆石料变形参数的粒径尺寸相关性研究 
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(大连理工大学建设工程学部水利工程学院工程抗震研究所，辽宁 大连 116024) 

摘  要：堆石料变形参数的尺寸效应直接影响土石坝的变形预测，关系土石坝防渗体的变形协调，也是当前高土石坝
的关键技术难题。基于前人的研究成果，根据不同尺寸试样之间的应力应变转换关系，推导了邓肯–张 E–B模型各个参
数与粒径的相关性。结果表明堆石料这类易破碎材料可以根据颗粒强度的粒径相关性和缩尺样的应力–应变曲线预测

大尺寸试样的应力–应变关系。在邓肯–张模型中，尺寸效应较为明显的参数有 φ0，K和 Kb，参数 Rf，n和 mb是无粒

径尺寸效应或尺寸效应不明显的参数。通过对比不同尺寸试样的邓肯–张模型参数的试验结果，进一步验证了该规律的
合理性。 
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Particle size correlation of deformation parameters for rockfill materials 

SHAO Xiao-quan, CHI Shi-chun 
(Institute of Earthquake Engineering, School of Hydraulic Engineering, Faculty of Infrastructure Engineering, Dalian University of 

Technology, Dalian 116024, China) 

Abstract: The size effect on the deformation parameters directly affects the deformation prediction of earth-rockfill dams and 

the deformation coordination of their seepage body. It is a key technical problem for high earth-rockfill dams. Based on the 

existing researches, the stress-strain relationship considering the size effect is demonstrated, and the particle size correlations 

for parameters of the Duncan-Chang model are deduced. The results show that the stress-strain relationship of samples with 

larger particles for crushable rockfill materials can be predicted based on the size-related strength of single particle and 

stress-strain curves of samples with smaller particles. In the Duncan-Chang model, the parameters with obvious size effect are 

φ0, K and Kb. The remaining parameters, such as Rf, n and mb, are invariant parameters or have no significant size effect. The 

rationality of this rule is further verified by comparing the predicted Duncan-Chang model parameters with the test results for 

samples with different particle sizes. 

Key words: size effect; particle breakage; stress-strain curve; Duncan-Chang model 

0  引    言 
堆石料作为一种筑坝材料广泛应用于土石坝工程

中。用于筑坝的堆石料直径可达 1 m，远远超过室内
试验的粒径范围。目前堆石料力学特性试验研究主要

是针对缩尺后的材料进行的。研究表明堆石料受力易

破碎且具有明显的尺寸效应[1-4]，采用缩尺试验得到的

本构参数不能准确计算大坝变形，进而影响对土石坝

工程的安全性评估[5]。所以堆石料尺寸效应的研究受

到国内外研究者的广泛关注[6-8]。 
堆石料的尺寸效应主要表现在两个方面：一是级

配缩尺方法导致的尺寸效应问题[9-10]。不同的级配缩尺

方法导致集合体结构和孔隙分布与原型试样产生差异，

相同孔隙率的集合体往往具有不同的相对密度[11-12]。一

般认为相似级配可以保证集合体内颗粒的排列结构，

但是颗粒的形态、表面特征、强度及物质组成可能均

与颗粒粒径有关，增加了试样结构和变形的复杂性。

另一方面是颗粒材料的尺寸效应问题，主要表现在颗

粒形状、颗粒强度及颗粒间的摩擦特性等方面，这是

目前研究的重点问题。研究者认为对单颗粒尺寸效应

的研究可以从本质上探明尺寸效应机理，同时建立宏

观试样强度和变形规律与单颗粒之间的关系[13]。目前

主要采用相似级配法对不同最大粒径的堆石料进行三

轴试验，得出了强度和变形尺寸效应的一般规律[14-15]。
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对于爆破堆石料，颗粒粒径越大，集合体剪切强度越

低，压缩变形越大。对于河床砂砾料，颗粒粒径越大，

集合体剪切强度越高，压缩变形越大。 
Frossard 等[16]认为尺寸效应的根本原因在于单颗

粒强度的粒径相关性。通过假设颗粒形状和摩擦系数

与粒径无关，颗粒强度符合 Weibull 分布，推导了不
同尺寸试样剪切强度的演化规律与单颗粒强度尺寸效

应之间的关系，并通过一系列试验结果验证了该强度

演化规律的合理性。Ovalle 等[2]采用相似级配法对最

大粒径为 40和 160 mm的两种堆石料进行三轴试验，
验证了 Frossard提出的经验公式的有效性。Xiao等[3]

通过对最大粒径为 5和 10 mm的堆石料进行真三轴试
验，验证了 Frossard强度演化规律在复杂路径下的适
用性。Nieto-Gamboa[17]，探索了不同尺寸试样之间的

应力–应变曲线转化关系。关于本构参数受尺寸效应

的影响研究较少，郦能惠等[18]在一系列不同最大颗粒

粒径的三轴试验基础上通过整理邓肯–张 Eν模型参数
变化与缩尺粒径比的关系推测了原型模型参数的值。

如何快速确定尺寸效应对原型材料的强度和变形参数

的影响规律是目前亟待解决的问题。 
由于目前土石坝堆石料计算主要采用邓肯–张

E–B模型，在前人研究成果的基础上，研究了缩尺试
样和原型试样之间的应力–应变关系，在此基础上推

导了不同尺寸试样之间 E–B模型参数的变化规律。 

1  尺寸效应分析 
1.1  单颗粒强度尺寸效应 

Weibull 统计分析广泛应用于描述颗粒强度分布
规律[19]。针对 Weibull 分布在描述强度尺寸效应不适
用的情况[20-22]，Ovalle 等[2]提出了适用于非均质各向

异性材料的改进Weibull分布： 
d

t
s t

0 0

( , ) exp
n m

dP d
d

σ
σ

σ

    
 = −   
     

  ，  (1) 

式中，
2

t f /F dσ = 为抗拉强度
[23]
。在单颗粒强度试验

中，Ff和d分别为颗粒破坏时对应的力和颗粒直径。 0σ

为参考直径 d0残存概率为 0.37 时对应的抗拉强度。m
为 Weibull 模量，其值越大，颗粒强度分布越集中。nd

为几何相似性参数，可根据单颗粒强度试验结果确定。 
对于给定的残存概率，抗拉强度和破坏力 Ff与颗

粒直径 d之间满足如下关系式： 
d

t
n mdσ −∝ ， d2

f
n mF d −∝   。     (2) 

nd/m决定了颗粒强度尺寸效应强弱程度，nd/m=0
说明颗粒强度是粒径无关的量。根据单颗粒强度试验

结果，该值主要分布在 0.2～0.8之间[2-3, 20-21]。 

1.2  不同尺寸试样应力和应变张量关系 

Frossard 等[16]在一定的假设条件下通过推导不同

尺寸试样在破碎率相同时的内部应力之间的关系得到

了不同尺寸集合体抗剪强度的演化公式。主要假设条

件为：①不同粒径颗粒具有相同的矿物成分；②颗粒

接触处的摩擦角与颗粒粒径无关；③Ⅰ型张拉破坏为

颗粒破碎的主要模式；④颗粒的强度分布符合 Weibull
分布；⑤不同尺寸的试样之间具有几何相似性。 
三维状态下，颗粒集合体的等效应力和应变张量

可按如下公式计算[24-26]： 

(c/p) (c/p)
1

c VV
σσ ∈

= ⊗∑σ f l   ，         (3a) 

1 e e

e VV
εε ∈

= ∆ ⊗∑ u dε   ，          (3b) 

式中，Vσ为应力计算区域的总体积， (c/p)f 为计算区域

内任意接触点c处颗粒p受到的外力， (c/p)l 为接触点指

向颗粒p中心的支向量。Vε为计算应变的区域对应的

体积， e∆u 为构成边e的两个颗粒p和q中心的相对位
移， ( )e p,q p q∆ = −u u u ， ed 为边e对应的面积补偿向量， 

( )
e

e p,q qt pt

1

1 ( )
12

T

t =

= −∑d b b 。 eT 为与颗粒p和q共边的所有

四面体。 

图 1 缩尺试样与原型试样的相似关系 

Fig. 1 Scaled and prototype materials with similar geometry and  

.gradation 

下标sc表示缩尺试样，pr表示原型试样。假设原
型和缩尺试样具有相似的几何特征和级配，如图1所
示，原型材料和缩尺料具有相似的颗粒形状和相同的

矿物成分，通过相同的制样方法达到近似相同的孔隙

分布和接触状态。特征尺寸分别为dpr和dsc，要使这 
两个集合体内颗粒具有相同的破碎状态，集合体内部

的接触力fpr和fsc需满足： 
d2 /

pr
pr sc

sc

n md
d

−
 

=  
 

f f   。         (4) 

根据相似关系，缩尺和原型试样内相应的颗粒p
对应的支向量、体积、补偿向量等均满足如下关系： 
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pr
pr(c/p) sc(c/p)

sc

d
d

 
=  

 
l l   ，         (5a) 

3
pr

pr sc
sc

d
V V

d
 

=  
 

  ，            (5b) 

2
pre e

pr sc
sc

d
d

 
=  

 
d d   。            (5c) 

若原型试样和缩尺试样的破碎状态相同，则内部

颗粒的相对位移也满足相似比例关系[17]。 

pre e
pr sc

sc

d
d

 
∆ = ∆  

 
u u   。           (6) 

将式（4），（5）和（6）代入式（3）中，缩尺试
样和原型试样的宏观应力张量和应变张量满足如下关

系式： 

d

d

pr pr(c/p) pr(c/p)
pr

3 2 /
pr pr pr

sc(c/p) sc(c/p)
sc sc sc sc

/
pr

sc(c/p) sc(c/p)
sc sc

1

1     

1    

n m

n m

V

d d d
V d d d

d
d V

σ

σ

σ

−

−

= ⊗

     
= ⊗     

     

 
= ⊗ 

 

∑

∑

∑

σ f l

f l

f l

 

d /
pr

sc
sc

 
n md

d

−
 

=  
 

，σ                         (7a) 

pr sc=ε ε   。                       (7b) 

若缩尺试样和原型试样严格满足前面的假设条

件，则可以认为不同尺寸试样在同样的破碎状态下，

其广义应力和广义应变均满足式（7）。 
1.3  不同尺寸试样之间的应力–应变曲线转换 

已知颗粒强度分布相关的参数nd/m和缩尺试样的
应力–应变关系，对于具有相似级配的大尺寸试样，

其应力–应变关系可以通过式（7）计算得到[17]
。以

三轴试验为例，假设已知最大颗粒直径为60 mm围压
为1000 kPa下缩尺试样的应力–应变关系曲线，且颗
粒强度的相关系数nd/m=0.3，推导原型试样最大粒径
为600 mm下的应力–应变关系。这里dsc=60 mm，
dpr=600 mm， d /

pr sc( / ) 0.501n md d − = 。当缩尺试样围压

为1000 kPa时，对应的原型试样围压为501 kPa。在任
一轴向应变值下，相应的偏应力乘以系数0.501，体 
积应变则保持不变，如图2所示，换算后得到原型试
样在围压为501 kPa下的应力应变曲线。 

2  不同尺寸试样应力–应变关系验证 
参数nd/m可以根据不同粒径单颗粒强度试验确

定。无单颗粒强度试验结果时可以通过两组不同尺寸

三轴试验的颗粒破碎率或破坏时的大小主应力比与围 

图 2 缩尺试样与原型试样应力–应变曲线的转换关系 

Fig. 2 Interpretation of stress-strain relationships between scaled  

and prototype samples 

压的相似关系确定。此外亦可以根据研究材料的岩

性、来源等类比已有的单颗粒试验结果估算 nd/m的
值。颗粒破碎率和大小主应力比的演化可以用如下关

系式描述： 
2

d

pr

sc

/

m 1 3

an m

a
d
d

B σ
  
 =     

  ，        (8a) 

2
d

pr1

3 sc

/

1 3
f

an md
d

aσ
σ

σ

    
 =        

  ，     (8b) 

式中，Bm为Marsal颗粒破碎率， 3 f1( )/σ σ 为破坏时

的主应力比，a1和a2常数，可以根据围压和相关参数

之间的关系拟合确定。 
孔宪京等

[14]
采用大连理工大学工程抗震研究所

研制的超大型三轴仪对某堆石坝的爆破堆石料进行了

不同尺寸试样的三轴排水试验。两种尺寸试样级配满

足相似性，英安岩堆石料颗粒的最大粒径分别为 60
和 200 mm。试验结果表明试样的强度和变形均表现
出明显的尺寸相关性。根据式（8a）拟合不同尺寸试
样不同围压下的颗粒破碎率演化规律。拟合结果如图

3（a）所示，可以估算尺寸效应参数 nd/m=0.23。 
将最大粒径为60 mm围压为400，1000，1500和

2000 kPa的应力–应变曲线按图2中的方法可以得到
最大粒径200 mm围压为379，758，1137和1516 kPa下
的应力–应变曲线，如图3（b）所示。为了进一步得
到与缩尺试样相同围压下的应力–应变曲线，根据

Nieto-Gamboa提出的插值方法[17]，采用式（9）对应
力和体变值进行计算。 

c b
c a b b

a b

( )
( ) ( ( ) ( ))+ ( )

( )
S S S Sσ σ

σ σ σ σ
σ σ

−
= −

−
 ， (9) 

式中， c( )S σ 为围压为 cσ 任一轴向应变下对应的偏应
力或体积应变值。 a( )S σ 和 b( )S σ 分别为已知围压 aσ
和 bσ 在任一轴向应变下对应的偏应力或体积应变。 

如图3（c）所示，当 cσ =1000 kPa时，可根据围压

aσ =758 kPa和 bσ =1137 kPa对应的偏应力和体变值按
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式（9）计算相应的偏应力和体积应变。类似地， cσ = 
2000 kPa围压下的应力–应变曲线可根据 aσ =1137和

bσ =1516 kPa的数据点计算得到。将通过插值计算围
压为400，1000，1500和2000 kPa下对应的应力–应变
曲线与室内超大三轴试验结果对比，如图3（d）所示。
预测的应力–应变曲线与室内试验曲线相差不大，说明

该方法可较好地预测大尺寸英安岩堆石料的变形特征。 

图 3 大尺寸英安岩堆石料应力–应变曲线计算过程 

Fig. 3 Calculated process of stress-strain curves for dacite rockfill  

materials with larger particle size 

Marachi 等[8]对用于 Pyramid Dam 的泥岩堆石料
进行了一系列三轴试验。泥岩颗粒形状不规则，相对

密度为 2.62。已知最大颗粒粒径为 51 mm和 152 mm
试样的应力–应变曲线和加载完成后的颗粒破碎率。

首先根据不同尺寸试样的颗粒破碎率估算尺寸效应相

关参数 nd/m=0.35，如图 4（a）所示。然后通过最大
颗粒粒径为 51 mm 的应力–应变曲线推算最大颗粒
粒径为 152 mm试样的应力–应变曲线，并与试验结
果对比，如图 4（b）所示。 

图 4 Pyramid Dam的泥岩堆石料的预测曲线与试验曲线 

Fig. 4 Comparison of stress-strain curves between predictions and  

..experimental results of quarried sedimentary argillite  

..obtained from Pyramid Dam site 

Varadarajan等[15]对 Purulia Dam的石英片岩堆石
料采用相似级配对最大粒径为 25，50和 80 mm材料
进行三轴排水试验。由于没有相应的单颗粒强度试验，

这里通过最大颗粒粒径为 25 mm和 50 mm下破坏主
应力比变化规律，按式 8（b）估算尺寸效应参数
nd/m=0.6，如图 5（a）所示。在 nd/m和最大颗粒粒径
为 25 mm和 50 mm试样的应力–应变曲线的基础上
预测最大颗粒粒径为 80 mm的试样应力–应变曲线，
结果如图 5（b），（c）所示。 

Lee[27]对石灰岩颗粒材料进行平板单颗粒试验，

得到平均破碎力与颗粒直径的关系 1.65
fF d= 4.51 ，即

nd/m=0.35。根据 nd/m的值和最大颗粒粒径为 0.3 mm
的石灰岩三轴试验曲线，预测最大颗粒粒径为 2.5 mm
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的应力–应变曲线，预测结果如图 6所示。 

图 5 Purulia Dam堆石料预测曲线与试验结果对比 

Fig. 5 Comparison of stress-strain curves between predictions and  

    experimental results of quarried rockfill materials obtained  

from Purulia Dam site 

 

图 6 石灰岩试样的预测曲线与试验结果对比 

Fig. 6 Comparison of stress-strain curves between predictions and 

experimental results of limestone granular materials 

值得注意的是线性插值式（9）在预测指定围压应
力–应变关系曲线时由于不同围压之间的强度和变形

并非线性关系，内推或外推会产生一定的误差，特

别是当预测围压与已知围压相差越大，误差也会越

显著。 

3  邓肯-张参数的尺寸效应规律 
不同尺寸试样在相同围压下其应力–应变关系发

生改变，相应导致其本构模型参数发生变化。反演法

是目前常用的一种方法，通过对已建工程现场监测结

果拟合确定本构模型参数，然后对比室内试验参数，

为同类型工程提供参数选取依据。但是反演法由于参

数多，具有一定的不确定性。邓肯–张 E–B 模型广泛
应用于土石坝分析中，其本构参数可以通过传统三轴

试验快速获取。所以研究 E–B模型参数受尺寸效应的
影响显得尤为重要。 
3.1  初始模量与破坏比 

对缩尺试样，任意围压 3σ 下偏应力与轴变的关系
可以采用双曲线关系拟合。 

1 3 sc 1_ sc sc sc 1_sc( ) /( )a bσ σ ε ε− = +   。  (10) 

根据式（7）的缩放关系，缩尺试样与原型试样破
碎率一样时，试样内部应变一样，应力满足 pr =σ  

d /
sc pr sc( / ) n md d −σ 。原型试样在围压为 d /

3 pr sc( / ) n md dσ − 对

应的应力–应变关系式可以写为 
d /

pr _1 pr
1 3 pr 1 3 sc

pr pr pr _1 sc

( ) ( )
n md

a b d
ε

σ σ σ σ
ε

−
 

− = = −  +  
，(11a) 

d d

pr _1 sc _1
/ /

pr pr pr _1 pr pr
sc sc sc _1

sc sc

n m n ma b d d
a b

d d

ε ε

ε
ε

=
+    

+   
   

。(11b) 

对比式（11b）等式的左右两端，要想该式子在任
意应变下均成立，缩尺和原型试样相应的系数 a和 

b满足：
d /

pr
pr sc

sc

n md
a a

d
 

=  
 

和

d /
pr

pr sc
sc

n md
b b

d
 

=  
 

。 

对缩尺试样，初始模量 i _ scE 和双曲线极限偏差应

力 1 3 ult _ sc( )σ σ− ： 

i _ sc
sc

1E
a

=   ，            (12a) 

1 3 ult _ sc
sc

1( )
b

σ σ− =   。      (12b) 

根据原型试样和缩尺试样系数之间的关系，原型

试样的初始模量和极限偏应力与缩尺试样之间的关系

为 
d- /

pr
i _ pr i _ sc

sc

n md
E E

d
 

=  
 

  ，           (13a) 
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d- /
pr

1 3 ult _ pr 1 3 ult _ sc
sc

( ) ( )
n md

d
σ σ σ σ

 
− = − 

 
 。 (13b) 

类似地，原型试样和缩尺试样的破坏比 Rf具有相

同的值。 

1 3 f _pr
f _ pr f _sc

1 3 ult _pr

( )
( )

R R
σ σ

σ σ

−
= =

−
  。    (14) 

初始模量与围压相关，缩尺试样和原型试样对应

的初始模量可以写成围压相关的量： 
sc

3 _ sc
i _ sc sc a

a

n

E K p
p

σ 
=  

 
  ，        (15a) 

  

pr

pr
d

3_pr
i _ pr pr a

a

/
pr

3 _sc
sc

pr a
a

       

n

nn m

E K p
p

d
d

K p
p

σ

σ
−

 
=  

 

  
  
  =  
 

 

sc d /
3 _ sc pr

sc a
a sc

n n md
K p

p d
σ

−
   

=    
   

 ，  (15b) 

式中， ap 为大气压力。对比 15（b）可知 nsc=npr，参

数 K满足如下关系式： 
sc d( -1) /

pr
pr sc

sc

n n md
K K

d
 

=  
 

  。      (16) 

3.2  体积模量 

体积模量 B是应力和体变的函数，根据图 2可知
缩尺试样中 70%极限偏应力对应的轴变和体变与原型
试样中 70%极限偏应力对应的轴变和体变相同。这样
缩尺试样和原型试样的体积模量之间的关系可表述为 

b_pr

b_pr _pr d

b_sc d

1 3 70%_pr
pr

v 70%_pr

3_pr
b_pr a

a

- /
3_sc pr

b_pr a
a sc

/
3_sc pr

b_sc a
a sc

( )
( )

     

    

    

b

m

m m n m

m n m

B

K p
p

d
K p

p d

d
K p

p d

σ σ

ε

σ

σ

σ
−

−
=

 
=  

 

   
=    

   

   
=    

   

 

d /
pr

sc
sc

   
n md

B
d

−
 

=  
 

  。             (17) 

对比可得缩尺试样与原型试样之间的参数满足如

下关系： _sc d( -1) /
b_pr b_sc pr sc( / ) bm n mK K d d= ， b_sc b_prm m= 。 

3.3  抗剪强度参数 

任一围压下，摩擦角可以写为 
1 3 f f

1 3 f f 3

( )
sin

( + ) +2
σ σ τ

ϕ
σ σ τ σ

−
= =   ，    (18) 

对公式（18）整理可得 3 fsin 1/(1 2 / )ϕ σ τ= + 。同一围

压下，缩尺试样的剪切强度大于原型试样的，相应的

缩尺试样摩擦角也大于原型试样的。缩尺试样与原型

试 样 破 碎 率 一 样 时 ， 试 样 内 部 应 力 满 足
d /

pr sc pr sc( / ) n md d −=σ σ 。整理原型和缩尺样之间的摩擦

角关系，有 
3 _ pr

f _ prsc

3 _ scpr

f _ sc

2
1+

sin
1

2sin 1+

σ
τϕ
σϕ
τ

= =   。       (19) 

式（19）表明缩尺围压为 3σ 内摩擦角与原型试样
围压为 d /

3 pr sc( / ) n md dσ − 时的内摩擦角相同。缩尺和原型

试样的摩擦角均可写成围压的函数： 
sc 0 _ sc sc 3 alg( / )pϕ ϕ ϕ σ= − ∆   ，     (20a) 

d

pr3
pr 0 _pr pr

a sc

lg

n
md

p d
σ

ϕ ϕ ϕ
− 

  = − ∆     
 

  。(20b) 

要保证 sc prϕ ϕ≥ 在任意围压下均成立，根据（20a）
和（20b）可知，当缩尺试样和原型试样围压均为 ap 时，

0=ϕ ϕ ，则有 0 _ sc 0 _ prϕ ϕ≥ 。当缩尺试样围压为 ap 且原
型 围 压 为 d-

a pr sc( / ) n mp d d 时 ， 0 _ sc 0 _prϕ ϕ= −  
d /

pr pr sclg(( / ) )n md dϕ −∆ ，整理可以得到 pr 0 _pr(ϕ ϕ∆ = −  
d /

0 _ sc pr sc) / lg(( / ) )n md dϕ − 。同理当缩尺围压为 a pr( /p d  
d /

sc )n md 且原型试样围压为 ap 时， scϕ∆ = 0 _pr(ϕ −  
d /

0 _ sc pr sc) / lg(( / ) )n md dϕ − 。即缩尺试样和原型试样的强

度参数之间满足 0 _ sc 0 _ prϕ ϕ≥ ， pr scϕ ϕ∆ = ∆ = 0 _pr(ϕ −  

0 _ sc ) /ϕ d /
pr sclg(( / ) )n md d − 。 

4  已有试验 E–B模型参数规律 
由第 3节中的公式和小尺寸三轴试验的 E–B模型

参数可以预测大尺寸三轴试验的模型参数。表 1汇总
了不同材料的 E–B模型参数值及相应的预测值。对同
种材料，预测的 0ϕ 值随粒径的增加而减小，与试验得
到的 0ϕ 值变化规律相同，但降低的幅度没有试验结果
增加的大。预测的 Δφ值保持不变，试验得到的 Δφ的
没有明显的粒径相关性。试验和预测得到的 K 和 Kb

均随着最大颗粒粒径的增加而减小。试验得到的指数

n值、mb值和破坏应力比 Rf随粒径的变化规律并不显

著，可以认为是与粒径无关或受粒径影响较小的量。

孔宪京等[14]提出体积模量指数mb是与粒径无关的量。

汇总可知 Rf，n和 mb是尺寸效应无关或尺寸效应不明

显的量， 0ϕ ，K 和 Kb是尺寸效应相关的量。该规律

可以为考虑尺寸效应参数的变化规律提供参考，降低

了反演参数的个数。 



第 9期                     邵晓泉，等. 堆石料变形参数的粒径尺寸相关性研究 1721 

表 1 不同尺寸试样的邓肯-张 E-B模型参数汇总 

Table 1 Parameters of Duncan-chang's E-B models for samples with different sizes 
来  源  dmax/mm φ0/(°) Δφ /(°) K n Rf Kb mb 

试验 60 54.3 8.5 1200 0.45 0.80 900 0.06 
试验 200 52.2 7.6 980 0.41 0.74 650 0.01 英安岩堆石料[14] 
预测 60→200 53.3 8.5 1030 0.45 0.80 693 0.06 
试验 51 49.8 8.40 404 0.44 0.66 65.7 0.58 
试验 152 49.0 8.44 314 0.48 0.66 56.3 0.59 

Pyramid dam 
泥岩[8] 

预测 51→152 48.4 8.40 325 0.44 0.66 55.9 0.58 
试验 25 48.3 6.86 613 0.45 0.64 792 0.003 
试验 50 46.3 5.89 487 0.51 0.66 574 0.06 
试验 80 45.0 5.93 443 0.51 0.70 422 0.13 
预测 25→80 46.3 6.86 417 0.45 0.64 395 0.003 

Purulia Dam石英
片岩[15] 

预测 50→80 45.62 5.89 424 0.51 0.66 440 0.06 
试验 0.3 44.68 7.63 112 0.13 0.77 36.8 0.19 
试验 2.5 40.65 10.46 47.6 0.14 0.63 17.45 0.02 石灰岩[27] 
预测 0.3→2.5  42.22 7.63 59 0.13 0.77 20.17 0.19 
试验 20 48.4 5.99 509 0.78 0.67 457 0.60 
试验 40 46.86 4.90 401 0.83 0.67 365 0.6 Parbati Dam[15] 
试验 80 46.67 5.36 330 0.85 0.66 336 0.56 
试验 25 50.39 7.67 687 0.51 0.76 640 0.21 
试验 50 49.87 7.78 603 0.55 0.76 486 0.28 Kol Dam[15] 
试验 80 49.27 8.82 546 0.55 0.71 399 0.30 
试验 60 46.2 5.6 850 0.35 0.82 400 0.13 

砂岩过渡料[28] 
试验 100 43.6 2.9 780 0.25 0.80 140 0.48 

5  结    论 
基于前人的试验成果，推导并验证了考虑尺寸效

应的应力–应变张量关系的合理性，进一步总结了尺

寸效应对邓肯–张 E–B模型各个参数的影响规律。主
要有如下结论： 
（1）大尺寸试样的应力–应变曲线可以根据尺寸

效应系数 nd/m和缩尺试样应力–应变曲线插值得到，
通过与试验曲线对比验证了该方法的合理性。 
（2）根据推导可知邓肯–张 E–B模型参数中参数

0ϕ ，K和 Kb具有显著的尺寸效应，Rf，n和 mb是尺

寸效应无关或尺寸效应不显著的量。n和mb与尺寸效

应无关说明压硬性没有尺寸效应。 
本文提出的方法可以为原型试样的邓肯–张参数

变化规律提供参考，降低反演参数的个数。在没有足

够大尺寸试验的条件下可以根据单颗粒强度尺寸效应

和一组室内缩尺试验曲线大致估算原型试样的应力–

应变关系，由缩尺试验推求原型试样的粒径比宜限制

在 15 以内。考虑到该方法是在一定的假设基础上推
导的，关于颗粒形状和接触特性的尺寸效应并未涉

及，仅适用于爆破堆石料这类易破碎材料的尺寸效应

变化规律，而对砂砾料这类不易破碎的材料需要考虑

颗粒形状和接触特性的粒径相关性。 
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残积土孔内剪切试验的强度特性及广义邓肯–张模型研究 
安  然

1，2
，孔令伟

*1，2
，张先伟
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(1. 中国科学院武汉岩土力学研究所岩土力学与工程国家重点实验室，湖北 武汉 430071；2.中国科学院大学，北京 100049) 

摘  要：花岗岩残积土广泛分布在中国东南沿海地区，是近地表花岗岩的风化产物。为了研究花岗岩残积土原位力学

行为及其受风化程度的影响，开展不同深度土层的原位孔内剪切试验，获得了不同法向应力下的应力–应变关系曲线

和广义邓肯–张模型参数。以砾粒含量表征残积土的风化程度，基于考虑砾粒含量影响的广义邓肯–张模型预测了土体
的力学行为，并与实测数据进行对比。结果表明，花岗岩残积土的颗粒级配与土层深度有明显的关联性，用砾粒含量

可以表征其风化程度；由孔内剪切试验得到应力–应变曲线呈应变硬化型特征；根据孔内剪切试验的应力–应变关系

可以有效地反演广义邓肯–张双曲线模型参数，包括黏聚力 c、内摩擦角ϕ 、应力破坏比 Rf以及拟合参数 K和 n；经回
归分析发现 5 种参数均可由砾粒含量的相应函数关系进行拟合求解；由模型计算得到的应力–应变曲线与实测结果吻
合度较高，说明采用广义邓肯–张模型描述花岗岩残积土的原位力学行为具有合理性，分析结果拓展了邓肯–张本构模
型的适用范围。 
关键词：花岗岩残积土；风化程度；孔内剪切试验；原位力学特性；广义邓肯–张模型  
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Mechanical properties and generalized Duncan-Chang model for granite              
residual soils using borehole shear tests 

AN Ran1, 2, KONG Ling-wei1, 2, ZHANG Xian-wei1, 2 
(1. Institute of Rock and Soil Mechanics, Chinese Academy of Sciences, Wuhan 430071, China; 2. University of Chinese Academy of 

Sciences, Beijing 100049, China) 

Abstract: Granite residual soil, as the weathering product of near-surface granite, is widely distributed in the southeast coastal 

areas of China. In order to study the influences of weathering degree on the in-situ mechanical properties of granite residual soil, 

the borehole shear tests are carried out for the residual soil along the depth of foundation pit. The in-situ stress-strian curves 

under different normal stresses and parameters of the Duncan-Chang model are obtained. Then, the regression relationships 

between the five model parameters and the weathering degree index represented by the gravel content are determined. 

According to the Duncan-Chang model, the stress-strain curves of residual soil with different weathering degrees are predicted 

and compared with the measured data. The results show that the grain compositions of residual soil are significantly correlated 

with the depth of soil layers. The stress-strain curves obtained by the borehole shear tests show the characteristics of 

strain-hardening deformation. According to the stress-strain relationship of in-situ tests, the parameters of the generalized 
Duncan-Chang model, including cohesion c, internal friction angle ϕ , stress failure ratio Rf and fitting parameters K and n, can 

be deduced effectively. Through regression analysis, the parameters can be fitted by the corresponding functions for the gravel 

content. The stress-strain curves calculated by the modified model are in good agreement with the experimental results, which 

shows that the generalized Duncan-Chang model can reasonably describe the in-situ mechanical behavior of granite residual 

soil. This study extends the applicability of the Duncan-Chang constitutive model. 

Key words: granite residual soil; weathering degree; borehole shear test; in situ mechanical property; generalized 

Duncan-Chang model 

0  引    言 
花岗岩残积土是近地表花岗岩经过长时间物理、
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化学风化后形成的未经搬运的土体[1]，广泛分布在中

国东南沿海地区，占闽、粤两省总陆地面积的 30%～
40%，是这些地区基础建设中经常遇到的一种特殊土[2]。

花岗岩残积土组构特点介于砂性土和黏性土之间，力

学特性比一般黏性土或砂性土更复杂[3]。残积土的变

形和强度指标很容易受扰动的影响，通过室内土工试

验获得的指标与真实力学状态存在一定差异，在进行

设计参数选取时，取值往往偏于保守，影响了工程的

经济性[4-7]。花岗岩残积土内部裂隙发育各异，颗粒组

成也有明显差异，在钻探取样、运输和制样过程中容

易受到扰动而引起结构性破坏，采用室内试验确定其

真实的力学参数难度较大，故对相关地层开展原位试

验具有重要意义[8]。 
土体的力学本构模型研究是土力学的一项重要课

题[9]。近几十年来，诸多本构模型被引入土力学的研

究中。例如：莫尔–库仑强度破坏准则[10]、Druker-Prager
屈服准则[11]、Duncan-Chang 双曲线模型[12]、弹塑性

Cam-clay模型及其改进的 UH系列模型[13-14]、由黄文

熙提出的弹塑性模型[15]以及由沈珠江构建的理想脆

弹塑性模型[16]等。Duncan等提出的邓肯–张双曲线模
型材料常数少，物理意义明确，在岩土工程中得到了

广泛应用[17]。土力学中的参数反演分析是基于实测的

应力应变关系反求其力学模型参数的方法。目前，采

用原位试验进行本构模型参数反演分析的研究成果还

比较罕见。其中，李广信[18]采用原位旁压测试技术进

行了推求了邓肯–张双曲线模型的参数；刘小生等[19]

联合室内试验、旁压试验和现场载荷试验对双曲线模

型进行了反演分析。上述方法由于无法直接从原位应

力–应变关系的角度求解模型参数，存在诸多的假定

和经验公式。目前获取邓肯–张模型参数的常规方法仍
然是室内三轴剪切试验[20]。孔内剪切试验（borehole 
shear test，简称 BST）是一种新型原位测试手段，可
以对钻孔内不同深度土层直接进行剪切试验[21]。近年

来，国内外学者对于 BST测试已经开展了一系列实践
研究，BST在土体力学参数的确定中得到了诸多应用
[22-24]，但利用 BST结果反演土体本构模型参数的研究
还未见报道。 
残积土工程性质的空间变异性较为明显，其干密

度、渗透性、孔隙度、微结构、变形模量、抗剪强度

和应力–应变关系等各项物理力学性质，均与风化层

的埋深有重要关系[25-27]。采用 BST测试探究残积土在
不同风化程度下的力学行为变异规律有助于加深花

岗岩风化层工程特性的认识和理解。此外，土体的应

力–应变关系综合反映了其强度和变形特性，通过引

入本构理论建立 BST应力–应变关系模型，可以为风
化程度影响下的力学行为演化特点提供进一步参考。

因此，通过 BST 确定广义邓肯–张本构模型参数，建
立反映风化程度影响的应力–应变关系模型，对花岗

岩残积土力学行为的研究具有重要意义。 
本文以厦门市某地铁站基坑工程为背景，在花岗

岩残积土地层中开展多组原位孔内剪切试验，基于测

试结果反演了广义邓肯–张模型参数，并评价了物理风
化程度对修正模型的影响，最后与实测结果进行对比

以验证模型的合理性。 

1  场地地质条件与试验方法 
1.1  残积土基本物理性质指标 

原位孔内剪切试验和现场取样的场地位于厦门市

地铁一号线沿线的一处典型残积土基坑地层｡整平场

地后通过钻探 1个鉴别孔确定土层分布规律，获取了
杂填土、残积土、全风化岩、强风化岩的厚度，本场

地的残积土分布在地下 3.5～20 m。采用钻探取样法
沿深度方向自上而下地对残积土地层进行连续取样，

直到取至强风化岩层。试样取出后用不锈钢样盒承装，

用密封胶带包裹后立即封腊，运至实验室。对取回的

试样开展基本物理性质的测试。 
土体基本物理性质指标如表 1所示，随深度增加，

土体的天然密度和砾粒含量有增加趋势，渗透系数有

减小的趋势。由图 1（a）所示的 XRD 衍射图谱发现
厦门花岗岩残积土内除含有大量石英颗粒外，母岩的

矿物成分基本风化为高岭石与伊利石，另含有微量的

赤铁矿，其中，石英含量为 53.6%，高岭石含量为
38.5%，伊利石含量为 5.2%，赤铁矿含量为 2.5%。花
岗岩残积土在不同深度处的颗粒级配结果如图 1（b）
所示，可以看出该场地残积土的级配曲线呈明显的阶

梯状，粗粒和黏粒含量较多，中间粒径含量较少，根

据颗粒级配特点认为残积土是一种介于黏性土和砂性

土性质之间的中间土[28]。由现场钻探的结果，场地地

下水位在-3.2 m左右，认为被测残积土为饱和土，从
含水率分布特征也可以看出土体的含水率差异不大。 
1.2  风化程度指标 

在复杂的成土过程中，受控于气候主导下的温度

与降水变化，母岩经过漫长时间的风化作用后在地表

广泛堆积成残积土。随着母岩矿物的不断发生物理、

化学反应，成土体系内的颗粒组成也会随之改变[29]。

母岩经历的风化作用越剧烈，则残积土的黏土化程度

越高，土颗粒越细，在颗粒组成上表现为粗颗粒含量

随物理风化程度提高而下降的现象[30]。在同一场地的

地层中，风化程度总是由深至浅地逐渐提高[31]。作为

残积土粒径分布特征的重要参数，砾粒含量 G随土体 
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表 1 土的基本物理力学性质指标 

Table 1 Basic physical and mechanical properties of soil 

埋深/m 相对 
密度 Gs 

天然密度

ρ/(g·cm-3) 
孔隙比

e0 
含水率

/% 液限/% 塑限/% 塑性指数 
渗透系数

/(10-6m·s-1) 
砾粒含量 

G/% 
3.8 2.73 1.75 0.74 26.7 48.3 27.2 21.1 7.12 17.3 
5.6 2.72 1.75 0.77 26.4 44.8 25.5 19.3 5.17 16.5 
7.0 2.71 1.78 0.78 27.0 47.9 24.5 23.4 5.32 19.0 
8.0 2.73 1.81 0.75 30.4 50.2 24.2 26.0 5.01 18.9 
9.2 2.73 1.75 0.84 26.7 48.5 27.1 21.1 5.12 19.9 

10.0 2.72 1.75 0.77 26.4 44.8 25.5 19.3 4.97 19.4 
11.0 2.71 1.77 0.80 28.1 45.2 25.2 20.0 4.50 20.5 
12.2 2.71 1.78 0.78 27.0 48.2 24.1 24.1 3.92 20.7 
13.2 2.73 1.81 0.75 30.4 50.1 24.2 25.9 4.01 22.5 
15.0 2.73 1.75 0.84 26.7 48.4 27.3 21.1 3.42 23.8 
16.2 2.72 1.75 0.77 26.4 44.3 25.5 18.8 3.17 24.6 
18.2 2.71 1,78 0.78 27.0 48.0 24.5 23.5 3.32 24.5 

 

图 1 厦门花岗岩残积土的矿物成分与颗粒粒级结果 

Fig. 1 Results of mineral composition and grain size of granite  

.residual soil in Xiamen 

深度增加保持上升趋势。因此，砾粒含量 G的大小在
一定程度上反映了花岗岩残积土的物理风化程度。 
1.3  原位孔内剪切试验 

试验采用的仪器为美国生产的 Iowa 原位孔内剪
切测试仪，示意图如图 2所示。仪器主要由剪切探头、
剪切盘、压力表、压力控制箱以及压力气源等部分组

成。BST试验具有操作方便，可重复性高，适用性广
和无须取样等优点。使用 BST剪切仪进行测试对土体
的扰动大大降低，测试结果更加接近土体的本真力学

属性。虽然 BST结果反映了探头与土之间界面的强度
特征，但参照十字板剪切试验的方法及原理，可以近

似地认为 BST 试验测得的结果可以表征土体的强度

特性[32]。 
试验前，首先利用钻机钻取直径为 76 mm的孔。

然后在钻孔的地表位置安装好底座，将探头放置在预

定深度。测试点分布在 4～18 m的地层中，每组剪切
各进行 25，50，100和 200 kPa 4组法向应力的固结
作用。剪切时，先施加气压使得两个独立不锈钢剪切

盘受压张开后对土体进行法向固结 15 min；固结完成
后匀速转动摇杆向上提拉探头对孔壁土体进行剪切，

同时读取压力表的读数；待压力表读数基本稳定后卸

除法向和轴向的压力，将探头向下移动 10 cm后进行
下一次剪切的法向固结。试验中为了满足剪切时的排

水条件，剪切速率保持在 0.5 mm/min左右。 

 

图 2 孔内剪切试验仪器的示意图 

Fig. 2 Diagrammatic drawing of in-situ borehole shear testing  

devices  

已知被测残积土均在地下水位线以下，为饱和土，

故不考虑饱和度对土体性质的影响。由于剪切探头与

孔壁土体接触的土样长度 l为 50 mm，由此可以获得
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变形过程中的广义剪应变ε，如下所示： 
v

l
δ

ε =   ，               (1) 

式中， vδ 为竖向剪切位移（mm），l 为土体剪切段的
长度（mm）。 

2  BST试验结果 
2.1  应力应变曲线 

由BST试验得到了 4～18 m深度范围内的残积土
广义剪应力τ 与广义剪应变ε的关系曲线，结果如图 3
所示。当土体埋深相同时，剪切强度值随固结压力的

上升而增加，且不同法向固结应力作用下的τ – ε 曲
线均呈弱硬化变形特征。具体变现为：在剪应力加载

的初期，残积土应力–应变关系近似处于线弹性变形，

剪应力随剪应变增大呈直线上升；进入非线性变形阶

段后，剪应力随应变增加的上升斜率逐渐减小，直至

趋于稳定。另外，花岗岩残积土的应力–应变关系曲

线受土体深度的影响非常显著。同一固结压力下的剪

应力随深度增加而明显提高。 
2.2  抗剪强度参数 

按照莫尔–库仑强度破坏准则，以剪切强度 fτ 为
纵坐标，以法向应力 nσ 为横坐标绘制花岗岩残积土的

强度包络线，结果如图 4所示。可以看出不同深度下
的土体强度包络线近似保持线性增长趋势，其相关系

数均达到了 0.93以上。通过回归分析可以计算不同深
度处下花岗岩残积土的抗剪强度参数，即内摩擦角和

黏聚力指标。 
根据图 4所示的剪切强度与法向应力的关系，经

计算得到了基于 BST 测试的花岗岩残积土内摩擦角
ϕ和黏聚力 c。下面分析风化程度对抗剪强度参数的
影响，以砾粒含量 G为横坐标，分别以黏聚力 c 和内
摩擦角ϕ分别作为纵坐标，建立强度参数和风化程度
指标的关系，结果如图 5所示。不同颜色标记数据点
反映了土体的埋深，标记颜色与深度的关系如图例所

示。从如图 5（a），（b）可以看出，花岗岩残积土的
黏聚力、内摩擦角与砾粒含量均符合线性函数特征，

且 c 随 G增加呈上升趋势，ϕ随 G增加呈下降趋势。
可以看出随着花岗岩残积土的深度的增加，砾粒含量

下降，即物理风化程度逐渐降低，从而导致内摩擦角

呈线性减小趋势，黏聚力呈线性上升趋势。究其原因，

物理风化程度上升一方面改变了土颗粒之间的接触关

系，砾粒颗粒间的咬合摩擦力减小，使内摩擦角减小；

另一方面，黏土矿物含量的增加促进黏粒间化学键强

度发挥作用，使得黏聚力增大。

 

图 3 花岗岩残积土 BST应力–应变曲线 (4～18 m) 

Fig. 3 Stress-strain curves of granite residual soil based on BST measurements (4～18 m) 
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图 4 BST试验的剪切强度与法向应力的关系曲线 

Fig. 4 Relationship between shear strength and normal stress from  

BST results 

图 5 抗剪强度指标与砾粒含量的关系曲线 

Fig. 5 Relationship between shear strength and gravel content 

 

3  基于 BST的广义邓肯-张模型 
3.1  广义邓肯-张模型的适用性验证 

（1）广义邓肯–张模型介绍 
邓肯–张模型是一种能够通过改进以灵活反映不

同测试条件、荷载和边界条件等因素影响的土体本构

模型[33]。在土力学本构模型研究中，传统邓肯–张模
型参数采用三轴剪切试验结果确定。三轴试验是一种

有侧限的压缩，侧向固结压力在剪切过程中始终保持

不变。BST也是在一定法向应力作用下的剪切变形过
程，与三轴试验在受力模式和边界条件有相似的地方。

基于以上分析，本文借鉴前人采用三轴试验结果分析

邓肯–张模型的方法，采用比拟的思路获取了基于BST
结果的广义邓肯–张模型参数。求取模型参数时，采用
BST 试验的法向应力 nσ 取代三轴试验中的围压 3σ ；
采用广义剪应变ε取代轴向应变 1ε ，采用剪应力 τ 与
取代偏应力 q。另外，由于孔内剪切试验没有进行侧
向变形的量测，对切线泊松比的验证是近似的。然而

根据李广信的研究[18]，大部分工程问题接近于平面应

变问题，在确定本构模型参数时，建议用平面应变试

验得到的指标代替三轴试验的指标。BST 本质上是一
种平面应变问题，无法测量侧向应变的缺陷对模型参

数的影响不大。 
根据邓肯–张模型，土体在剪切过程中的广义剪应

力和应变符合如下所示的关系： 

=
a b

ε
τ

ε+
  ，              (2) 

式中，τ为剪应力，ε为剪切沿孔壁轴线方向的应变，

a 为初始切线模量 Ei的倒数，b 为极限剪切强度 τult

的倒数。由初始切线模量与法向压力之间的指数关系，

得到土体初始切线模量 Ei的表达式如下： 

n
i a

a

n

E Kp
p
σ =  

 
  ，            (3) 

式中，K 和 n为计算初始切线模量的拟合常数，pa为

大气压力，取 101.3 kPa， nσ 为法向应力。 
前人在式（3）的基础上提出了土体在剪切过程中

的切线模量表达式如下所示。此公式可以用于计算基

于的邓肯–张本构模型的 BST试验应力–应变关系。 
2

n f
t a

a f

1
n RE Kp

p
σ τ

τ
   = −   

  
  ，     (4) 

式中，Et为切线模量，Rf为破坏比。 

 f
f

ult

R τ
τ

=   ，                 (5) 
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式中，τf为土体的破坏强度，τult为土体的极限剪切强

度，在数值上等于公式（2）中 b值的倒数，Rf的值一

般介于 0.5～1。 
根据莫尔–库仑强度准则，可由抗剪强度参数，即

黏聚力和内摩擦角指标求取土体的破坏强度 fτ ，表达
式如下： 

n
f

2 cos 2 sin
1 sin

c ϕ σ ϕ
τ

ϕ
+

=
−

  。      (6) 

为了验证基于邓肯–张模型的切线模量表达式在
描述孔内剪切试验结果中的适用性，就必须先验证其

推导过程中所采用公式与假定的合理性，即验证公式

（2）与（3）的合理性。首先将式（2）转换为下式： 

i ult

1
E

ε ε
τ τ

= +   ，              (7) 

则由式（7）的线性拟合关系式可以获得 iE 和 ultτ 的值。 
对式（3）的两边取对数得 

i n

a a

lg lg lg
E K n
p p

σ   = + ⋅   
   

  。    (8) 

因此，通过将邓肯–张模型适用性条件转化为对 
ε
τ
– ε与

a

lg iE
P

 
 
 

– n

a

lg
P
σ 

 
 

之间线性关系的验证[33]。 

（2） ε
τ
– ε关系验证 

下面以 4，7，9，12，15和 18 m深度处的结果
为例，根据应力–位移曲线获取不同深度处花岗岩残 

积土的
ε
τ
– ε关系曲线，结果如图 6所示。从图中可

以看出，不同固结压力下的花岗岩残积土在剪切过程

中
ε
τ
与 ε 近似呈现线性关系，表明应力τ 与应变ε 之

间符合双曲线关系。 

 

 

 

 

 

 

图 6 应力–应变双曲线的关系验证 

Fig. 6 Relational verification of stress-strain curves 

（3） i

a

lg
E
p

 
 
 

– n

a

lg
p
σ 

 
 

关系验证 

由式（7）获得了不同固结压力下的初始切线模量

iE ，由图 7可以看出 i

a

lg
E
p

 
 
 

– n

a

lg
p
σ 

 
 

之间的线性关

系良好，说明采用 BST确定的 Ei满足邓肯–张模型的
适用性条件。 
3.2  邓肯-张模型参数分析 

通过对试验数据进行处理，计算了花岗岩残积土

邓肯–张模型的 5个参数（c，φ，K，n和 Rf ），结果

如表 2所示。为了分析物理风化程度对模型参数的影
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图 7 初始切线模量的适用性条件验证 

Fig. 7 Relational verification of initial tangent modulus 

响规律，采用砾粒含量 G 作为自变量，分别以 K，n
和 Rf作为因变量，进行回归分析，结果如图 8所示。
发现花岗岩残积土的广义邓肯–张模型参数随砾粒含
量变化均呈一定规律性，其中参数 K与 G保持正相关
的线性关系；参数 n与 G保持二次函数的关系，随砾
粒含量上升，参数 n先增加后减小；参数 Rf与 G保持
负相关的线性关系。因此，以砾粒含量为影响因子计

算的 5个待定参数可以根据相关函数表达式进行合理
的预测。 

表 2 广义邓肯-张模型参数 

Table 2 Parameters of generalized Duncan-Chang model  
模型参数 深度

/m c /kPa ϕ /(°) K n Rf 
4 18.2 25.1 3.19 0.356 0.913 
5 23.1 23.6 3.36 0.347 0.909 
6 19.7 24.4 3.34 0.382 0.918 
7 28.5 27.0 3.51 0.374 0.871 
8 28.0 29.4 3.55 0.392 0.882 
9 27.1 28.1 3.60 0.399 0.832 

10 26.5 31.8 3.54 0.397 0.795 
11 26.0 32.1 3.62 0.409 0.813 
12 25.0 33.8 3.60 0.382 0.795 
13 23.4 33.2 3.65 0.418 0.773 
14 22.9 33.6 3.70 0.372 0.752 
15 21.6 36.3 3.69 0.371 0.785 
16 20.9 38.1 3.72 0.355 0.781 
17 18.8 43.2 3.78 0.375 0.752 
18 18.1 41.9 3.82 0.384 0.756 

 

 

图 8 基于孔内剪切试验的邓肯-张模型参数与砾粒含量的关系 

Fig. 8 Relationship between model parameters and gravel content  

based on borehole shear tests 

3.3  实测结果与模型计算结果的对比 

在广义邓肯–张本构的模型参数后，土体的应力–
应变关系可以表示为 

f

i f

=
1 R
E

ε
τ

ε
τ
⋅

+
  。            (9) 

下面对花岗岩残积土 BST 试验的实测数据与邓
肯–张模型的拟合曲线进行对比分析，结果如图 9 所
示。可以看出采用广义邓肯–张模型计算的应力–应变
曲线与 BST测试结果较为吻合，相对误差较小。就拟
合结果而言，利用 BST结果有有效地反演土体广义邓
肯–张本构模型参数，同时可以反映物理风化程度对其
力学行为的影响。由于孔内剪切试验更能准确地反映

土体原位力学特性，其得到的结果对实际工程参数选

取具有很好的参考价值。 

4  结    论 
（1）由原位孔内剪切试验结果发现在不同法向压

力下，花岗岩残积土应力–应变关系曲线均呈现应变

硬化型。土体的剪切强度随法向应力增加而上升，用

线性方程可以对两者的关系进行拟合。随土层深度增

加，土体剪切强度明显提高。 
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图 9 邓肯-张模型计算值与试验值比较 

Fig. 9 Comparison between calculated and test values 

（2）通过对 BST得到的力学参数进行回归分析，
发现随着砾粒含量 G 的上升，广义邓肯–张模型参数
中的黏聚力 c和参数 K呈直线型下降；内摩擦角和应
力破坏比 Rf呈直线型上升；参数 n先增加后减小，且
与 G保持二次函数关系，说明物理风化程度对广义邓
肯–张模型参数有显著影响。 

（3）以砾粒含量为影响因子建立了基于 BST 结
果的广义邓肯–张本构模型，得到的原位应力–应变关
系的拟合曲线与实测数据具有较好的吻合度，验证了

采用广义邓肯–张模型反映残积土力学行为的有效性。 
（4）基于 BST的广义邓肯–张模型研究不仅加深

了对残积土力学行为的认识，也扩大了邓肯–张模型在
土力学中的适用范围，为土体原位力学本构关系的研

究奠定了基础。 
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能运维、安全保障等一系列关键问题进行深入研讨，推动前沿

科学研究和信息技术融合创新，加快新技术、新工艺、新装备

的转化应用，促进我国桥隧基础设施产业转型升级和高质量发

展，努力将我国建设成为“桥隧强国”，提升国际影响力和知名
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考虑桩土局部分离的单桩水平瞬态响应分析 
丁肇伟，宋春雨

*
，陈龙珠，孙  红 

(上海交通大学船舶海洋与建筑工程学院，上海 200240) 

摘  要：基于 Novak 薄层单元法和辐射应力理论，引入势函数解耦土体运动方程，结合桩土接触面混合边界条件，推
导了 Laplace域内桩、土位移的辐射应力解。引入 Laplace数值逆运算的 Durbin算法及基于 EPAL的加速收敛算法，得
到了时域上桩、土位移的瞬态响应。将计算结果与采用有限元法、边界元法和连续介质解的结果进行了对比，验证了

考虑桩土分离的必要性和本文方法的有效性，并分析了桩土局部分离特性对桩和桩周土动力响应的影响。此外，通过

参数分析，研究了考虑桩土局部分离时，桩土模量比和桩身长径比对桩身位移瞬态响应的影响。结果表明：桩土局部

分离特性对桩身位移响应幅值和桩周土位移场分布影响显著，且对桩身位移响应在不同桩土模量比作用下的变化规律

有一定的影响。桩土模量比对桩身位移响应影响较为显著，桩身长径比较小时，长径比对桩顶位移响应影响较大。 
关键词：Novak薄层单元法；辐射应力；局部分离；冲击荷载；水平瞬态响应 

中图分类号：TU435       文献标识码：A       文章编号：1000–4548(2020)09–1733–09 
作者简介：丁肇伟 (1993— )，男，安徽安庆人，博士研究生，主要从事土动力学与基础振动的研究。E-mail: 

dingzhaowei@sjtu.edu.cn。 

Horizontal transient response analysis of single pile considering local                  
separation of pile and soil  

DING Zhao-wei, SONG Chun-yu, CHEN Long-zhu, SUN Hong  
（School of Navy Architecture, Ocean & Civil Engineering, Shanghai Jiao Tong University, Shanghai 200240, China） 

Abstract: Based on the Novak’s thin layer element method and the theory of radiant stresses, the radiation stress solution to the 

displacements of pile and soil in the Laplace domain is derived. The potential function is introduced to decouple the governing 

equation for soil considering the mixed boundary conditions on the pile-soil interface. The Durbin algorithm and the accelerated 

convergence algorithms of Laplace numerical inverse operation are used to resolve the transient response in time domain. 

Compared with those of the continuous solution, finite element and boundary element methods, the validity and reliability of 

the radiation stress solution are verified, and the influences of the local separation characteristics on the dynamic response of the 

pile and the soil are analyzed. The parametric studies are carried out, and the effects of the modulus ratio of pile and soil and the 

slenderness ratio of pile on the transient response of pile under horizontal impact loads are studied. It is shown that the local 

separation characteristics of the pile-soil interface have a significant influence on the magnitude of the pile displacement and the 

distribution of the displacement field of the soil around the pile. Moreover, it has certain influences on the variations of 

displacement response of pile under different modulus ratios between the pile and the soil. The displacement of pile is 

significantly affected by the modulus ratio and also greatly affected by the slenderness ratio when the value of slenderness ratio 

is small. 

Key words: Novak’s thin layer method; radiant stress; local separation; impact force; horizontal transient response 

0  引    言 
桩基水平瞬态响应的研究开展于20世纪80年代。

过去 40 a中，国内外学者在桩基水平瞬态响应方面的
研究已经取得了丰硕的成果。已有的方法主要包括以

差分法[1-2]、有限元[3-4]和边界元[5-7]为代表的数值方法

和 Laplace变换法[8-9]。有限差分法等数值方法需要迭

代运算，过程较为繁琐且计算耗时较长，且需合理设

置人工边界，来满足能量在边界的透射作用。其中

Mamoon 等[5]构造了两种不同的边界元分别对桩基在

冲击荷载作用下的瞬态响应进行了分析，并与采用

Laplace变换方法的计算结果进行了对比。Küçükarslan[7]
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对有限和无限域分别采用隐式积分和边界元法，研究

了群桩在冲击荷载下的瞬态响应。Chang 等[4]采用二

阶 Higdon 吸收边界和交错网格有限差分法进行数值
计算，得到了一类水平冲击荷载下的桩顶动力阻抗。

Laplace变换法过程较为简便，在已有的文献中常作为
对照组为数值方法可靠性提供验证。其中龙丽丽等[8]

和刘圆圆等 [9]分别基于动力 Winkler 地基梁法
（BDWF）和饱和土的连续介质解考虑桩土相互作用，
并采用 Laplace 变换法，研究了桩顶受水平冲击荷载
作用下的瞬态响应问题。但是，以上文献均假定桩土

接触面为连续介质，没有考虑到桩土局部分离的影响，

计算得到的桩、土动力响应往往偏小，因而高估了桩、

土动力阻抗。 
实际单桩与群桩的现场试验记录表明，水平动力

荷载作用下，桩前被动区的土体随桩身一起运动，桩

后主动区的土体则会与桩身分离，并可能随运动产生

间隙[10]。桩土接触面的这一特性，不仅会削弱桩基的

水平动力阻抗，对桩周土位移分布和群桩动力相互作

用也有明显影响[11]。已有的文献中指出，桩土接触面

的局部分离特性往往受到桩身表面粗糙程度、桩周土

体黏聚力和内摩擦角的影响[12]。因此对于采用预制桩

及桩周土为砂土、粉质黏土的情况，考虑桩土局部分

离是相当重要的。此外，在桩身受到船舶、车辆撞击

等具有较大能量的瞬时冲击荷载作用时，桩土接触面

部分分离的特性往往更加显著。 
针对这一问题，Mostafa 等[13]采用串联的非线性

和线性弹簧指代近场和远场土体，其中非线性弹簧的

参数考虑了桩土局部分离的影响。Allotey 等 [14]和

Heidari 等[15]采用两组不受拉弹簧指代桩前被动区和

桩后主动区的土体，假定弹簧受拉时断开连接以允许

桩土接触面间隙的生成。但是，已有的理论研究往往

采用经验化的公式或者包含理想化的假设，且大多只

考虑静力作用，因而不适用于瞬态响应问题的研究。

因此在现阶段的桩基设计中，有效的理论依据仍不够

完备，需要采取较大的安全系数来确保结果的可靠性。

本文通过定义桩土接触面边界条件，考虑了桩前被动

区和桩后主动区土体和桩身的接触关系，从而得到了

能够在动力水平荷载作用下考虑桩土局部分离的辐射

应力解。 

1  模型建立与假设 
水平冲击荷载作用下，各向同性半空间中考虑桩

土局部分离的桩土相互作用问题的计算模型如图 1所
示。冲击荷载 P(t)作用于桩顶中心，在冲击荷载的作
用下，桩身与桩前被动区土体紧密接触，与桩后主动

区土体相互分离。运动过程中，土层处于对称受力状

态。桩土竖向及水平剖面分别如图 1（a），（b）所示，

ru u uθ， ， 分别为桩身水平振动位移和桩周土的径向、

切向水平振动位移， r rθσ τ， 分别为桩周土的法向和切

向有效应力，其中 r zθ， ， 分别为模型的径向、切向

和竖向坐标。 

 

图 1 桩-土相互作用计算模型 

Fig. 1 Computational model for pile-soil interaction 

在图 1所示的桩土相互作用模型中，土体在水平
方向无限远处有边界条件： 

lim ( , , , ) 0rr
u r z tθ

→∞
=  ， lim ( , , , ) 0

r
u r z tθ θ

→∞
=  。 (1) 

在弧段 ( π / 2,π / 2)θ ∈ − 上，桩前被动区土体与桩 
身的接触面有位移边界条件： 

2
( , , , ) ( , ) cosdr r

u r z t u z tθ θ
=

=   ，   (2a) 

2
( , , , ) ( , )sindr

u r z t u z tθ θ θ
=

= −   。  (2b) 

在桩后主动区土体与桩身的接触面上，有应力边

界条件： 

2
( , , , ) 0dr r
r z tσ θ

=
=  ， 

2
( , , , ) 0dr r
r z tθτ θ

=
= 。(3) 

2  基本理论与方程 
2.1  土体控制方程 

采用 Novak薄层单元方法[16]，在忽略竖向位移的

条件下，任意深度土体运动基本控制方程为 

2
2( ) 2r r r

ue GG u G u u
r r

θλ ρ
θ

∂∂  ∇ + + − + = ∂ ∂ 
&& ，(4a) 

2
2

1( ) 2 rue GG u G u u
r r rθ θ θλ ρ

θ
∂∂  ∇ + + − − = ∂ ∂ 

&& ，(4b) 

式中，G ,ν , ρ分别为桩周土体的动剪切模量、动泊松
比和密度，拉梅常数 2 /(1 2 )Gλ ν ν= − 。Laplace算子∇

形式
2 2

2
2 2 2

1 1=
r r r r θ

∂ ∂ ∂
∇ + +

∂ ∂ ∂
，

1r r uu ue
r r r

θ

θ
∂∂

= + +
∂ ∂

为 

桩周土体积应变。对式（4）中土体位移引入势函数分
解： 

1
ru

r r
ϕ φ

θ
∂ ∂

= +
∂ ∂

  ，   
1u
r rθ

ϕ φ
θ

∂ ∂
= −

∂ ∂
  。 (5) 



第 9期                     丁肇伟，等. 考虑桩土局部分离的单桩水平瞬态响应分析 

 

1735 

采 用 无 量 纲 化 / Gλ λ= ， 2 /r r d= ， t =  
2 / /st G dρ ， 2 /u u d= ， 2 /r ru u d= ， 2 /u u dθ θ= ，

/r r Gσ σ= ， /r r Gθ θτ τ= ，并对时间域进行 Laplace
变换，其变换形式为

0
( ) ( ) dtf f t e tδδ

∞ −= ∫
)

。并将式（5）
代入式（4），有 

2 2
1

2 2
2

( ) 0 

( ) 0 

β ϕ

β φ

∇ + = 


∇ + = 

，

，
            (6) 

式中， 
2

2
1

2 2
2

 
2

 

δ
β

λ
β δ


= − 

+ 
= − 

，

。

              (7) 

当土层处于对称受力状态时， ru
)

, rσ
)
为θ 的偶函

数， uθ

)
, rθτ

)
为θ 的奇函数，有 

( ) ( ) ( ) ( )1 1
1 1 2 2

0
H H cosr s s s s

s
u A r r sA r r sβ β θ

∞

=

 = ∂ ∂ + ∑
) ) ) ) )

，(8a) 

( ) ( ) ( ) ( )1 1
1 1 2 2

0
H H sins s s s

s
u sA r r A r r sθ β β θ

∞

=

 = − + ∂ ∂ ∑
) ) ) ) )

，

(8b) 

( )1 1 2 22
0

2 cosr s s s s
s

A f A f s
r

σ θ
∞

=

= +∑
)

)   ，   (9a) 

( )1 3 2 42
0

2 sinr s s s s
s

A f A f s
rθτ θ

∞

=

= +∑
)

)   ，   (9b) 

式中， (1) (2)H Hs s， 分别为第 1，2 种汉克尔函数，下标
s指代汉克尔函数的阶数。 1sf ～ 4sf 有如下形式： 

2 2 2 (1) (1)
1 2 1 1 1 1/ 2 H ( ) H ( )s s sf s s r r r rβ β β β− = + − −  ，(10a) 

(1) (1)
2 2 2 1 2( 1)H ( ) H ( )s s sf s s r s r rβ β β−= − + +   ， (10b) 

(1) (1)
3 1 1 1 1( 1)H ( ) H ( )s s sf s s r s r rβ β β−= + +   ，  (10c) 

2 2 2 (1) (1)
4 2 2 2 1 2/ 2 H ( ) H ( )s s sf s s r r r rβ β β β− = − + − +  。 

(10d) 
当土层处于反对称受力状态时， ru

)
, rσ

)
为θ 的奇

函数，uθ

)
, rθτ

)
为θ 的偶函数，有 

(1) (1)
1 1 2 2

0
H ( ) / H ( ) / sinr s s s s

s
u B r r sB r r sβ β θ

∞

=

 = ∂ ∂ + ∑
) ) ) ) )

，(11a) 

(1) (1)
1 1 2 2

0
H ( ) / H ( ) / coss s s s

s
u sB r r B r r sθ β β θ

∞

=

 = + ∂ ∂ ∑
) ) ) ) )

，(11b) 

1 1 2 22
0

2 ( )sinr s s s s
s

B f B f s
r

σ θ
∞

=

= +∑
)

)   ，   (12a) 

1 3 2 42
0

2 ( )cosr s s s s
s

B f B f s
rθτ θ

∞

=

= − +∑
)

)   。  (12b) 

2.2  混合边界辐射应力解 

分别假设桩土接触面上弧元 0 0( , )θ θ θ∈ − 内有均

布拉力 rσ
)
， rθτ

)
，将 rσ

)
， rθτ

)
各自沿桩周进行 Fourier

余弦级数展开： 

0
0 0

1

12 sin cosr
s

s s
s

σ
σ θ θ θ

π

∞

=

 = + 
 

∑
)

)
  ( 0)rθτ =

)
，(13) 

0rσ =
)

 ， 0
0 0

1

12 sin cos
πr

s
s s

sθ

τ
τ θ θ θ

∞

=

 = + 
 

∑
)

)
。(14) 

将式（13），（14）分别代入式（9a），（9b），（12a），
（12b），解得 

1 0 1s s sA a Lσ=
)

  ，    2 0 2s s sA a Lσ=
)

  ，   (15) 

1 0 3s s sB a Lτ=
)

  ，     2 0 4s s sB a Lτ=
)

  ，   (16) 

式中， 0s = 时， sa = 0

2π
θ
， 0s ≠ 时， 0sin1

πs
sa
s

θ
= ； 1sL ～

4sL 形式可以被写为 

4
1

1 4 2 3

s
s

s s s s

FL
F F F F

=
−  ， 3

2
1 4 2 3

s
s

s s s s

FL
F F F F

−
=

− ，(17) 

 2
3

1 4 2 3

s
s

s s s s

FL
F F F F

=
−  ， 1

4
1 4 2 3

s
s

s s s s

FL
F F F F

−
=

− ，(18) 

式中， 1 1
2
ds s r

F f
=

= ，类似的，有 2sF ～ 4sF 。 

将式（15），（16）分别代入式（8a），（8b），（11a），
（ 11b），可以分别得到包含参数 1sL ～ 4sL 的

1 1r r r
u uθ= =

，) )

) )
形式，即弧元 0 0( , )θ θ θ∈ − 内均布拉力

rσ
)
， rθτ

)
对桩土接触面上位移的影响函数。用 ( )ξ θ− 替

换其中θ 值并除以弧元上均布拉力之和，令 0 0θ → ，

可得到任意一点所受应力对接触面位移分布的影响函

数 1sG ～ 4sG ，其形式可以写为 

1 1 cos ( )s s sG b R s ξ θ= − ， 2 2 sin ( )s s sG b R s ξ θ= − ，(19) 

 3 3 sin ( )s s sG b R s ξ θ= − ， 4 4 cos ( )s s sG b R s ξ θ= − ，(20) 

式中， 0s = 时
1

4πsb = ， 0s ≠ 时
1

2πsb = ； 1sR ～ 4sR 形

式可以被写为 
(1) (1)

1 1 1 2 2H ( ) / H ( ) /s s s s sR L r r sL r rβ β= ∂ ∂ +  ， (21) 
(1) (1)

2 1 1 2 2H ( ) / H ( ) /s s s s sR sL r r L r rβ β= + ∂ ∂  ， (22) 
(1) (1)

3 3 1 4 2H / H ( ) /s s s s sR L r r sL r rβ β= ∂ ∂ +  ，  (23) 
(1) (1)

4 3 1 4 2H ( ) / H /s s s s sR sL r r L r rβ β= + ∂ ∂  。  (24) 

土体中辐射应力 rσ
)
为偶函数， rθτ

)
为奇函数，因

此对其进行 Fourier正弦及余弦展开有 

1
0

cosr m
m

c mσ θ
∞

=

= ∑
)

 ， 2
0

sinr m
m

c mθτ θ
∞

=

= ∑)
 。(25) 

将式（19），（20）代入式（25），由于辐射应力的
作用，孔壁上土层中任意一点产生的位移有如下形式： 

1 1 3 2
0 0 0 0

cosr s s m ms s s m ms
s m s m

u b R c b R c sΦ Ψ θ
∞ ∞ ∞ ∞

= = = =

 = − 
 
∑ ∑ ∑ ∑

)
，

(26) 
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2 1 4 2
0 0 0 0

sins s m ms s s m ms
s m s m

u b R c b R c sθ Φ Ψ θ
∞ ∞ ∞ ∞

= = = =

 = − + 
 
∑ ∑ ∑ ∑

)
， 

(27) 
式中， msΦ ， msΨ 有如下形式： 

sin π s
( )

(

in π
2 2

)π
2

ms

m s m

m s

m s

s

m s m sΦ

 − +   
        +=  −


 =

+
≠



，

，

  (28a) 

sin π s
( )

(

in π
2 2

)π
2

ms

m s m

m s

m s

s

m s m sΨ

 − +   
        −=  −


 =

+
≠



，

。

  (28b) 

同时土体中位移 ru
)
为偶函数，uθ

)
为奇函数，分别

对 ru
)
， uθ

)
进行余弦和正弦级数展开，有 

0

0
cos

2r p
p

hu h pθ
∞

=

= + ∑
)

  
0

sinp
p

u k pθ θ
∞

=

= ∑
)

 ， (29) 

式中， p 0

2 cos drh u p
π

θ θ
π

= ∫
)

， p 0

2 sin dk u p
π

θ θ θ
π

= ∫
)

。 

将式（29）代入式（2），（3），（26），（27），在桩
土接触面上对满足位移、应力边界条件的不同区域分

别进行积分，可得 

1 1 3 2
0 0 0

p s sp s m ms s m ms
s m m

u b R c R cγ Φ Φ Ψ
∞ ∞ ∞

= = =

 ′− − 
 

∑ ∑ ∑
)

  

1 1 2 3
1= ( )

4 p p p p
p

c R c R
b

−  ( 0,1,2, , )p = L   ，   (30) 

2 1 4 2
0 0 0

p s sp s m ms s m ms
s m m

u b R c R cδ Ψ Φ Ψ
∞ ∞ ∞

= = =

 ′− + 
 

∑ ∑ ∑
)

   

1 2 2 4
1= ( )

4 p p p p
p

c R c R
b

+    ( 1,2,3, , )p = L   。   (31) 

式中， spΦ ′ ， msΨ ′ ， pγ ， pδ 有如下形式： 

sin π sin π
2 2 ( )

π ( )
2

sp

s p s p

s p
s p s p

s p

Φ

 − +   
        + ≠

′ = − +

 − =


，

，

   (32a) 

sin π sin π
2 2 ( )

+
π ( )
2

sp

s p s p

s p
s p s p

s p

Ψ

 − +   
        − ≠

′ = −

 − =


，

，

   (32b) 

1 1sin π sin π
2 2 ( 1)
1 1

π ( 1)
2

p

p p

p
p p

p

γ

 + −   
        + ≠

= + −

 =


，

，

    (32c) 

1 1sin π sin π
2 2 ( 1)
1 1

π ( 1)
2

p

p p

p
p p

p

δ

 + −   
        − ≠

= + −

 − =


，

，

    (32d) 

联立式（30），（31），令阶数 m=p=s，并将 1mc ， 2mc
的系数展开为矩阵形式进行求解。在计算中，需要对

阶数 s取合适的值。为了确保结果的收敛性，在本文
后续计算中均取 =20s 。需要指出的是，这里得到的

1mc ， 2mc ，是包含 Laplace 域桩身位移u
)
的函数。由

此可以得到冲击荷载作用下 Laplace 域内土层动力阻
抗： 

π
2
π
2

cos d sin dr rq θσ θ θ τ θ θ
−

= −∫
) ) )

  。  (33) 

土层动刚度和动阻尼分别为 

1 2
0

1 Rek m m m m
m

q c c
u

γ δ
∞

=

 = − + 
 
∑

)
)   ， (34a) 

   1 2
0

1 Imc m m m m
m

q c c
u

γ δ
∞

=

 = + 
 
∑

)
)   。  (34b) 

2.3  桩顶瞬态响应的 Adomian分解法 
根据欧拉–伯努利梁简化理论求解桩身水平振动

位移幅值，其偏微分方程为 
4 2

p p p p k c4 2( , ) ( , ) ( i ) ( , ) 0E I u z t A u z t q q u z t
z t

ρ
∂ ∂

+ + + =
∂ ∂

  

(0, )z l∈   ，              (35) 
式中，l 为桩身长度， pI ， pρ ， pE ， pA 分别是桩的
截面惯性矩、密度、弹性模量和截面积。对式（35）
进行无量纲化和 Laplace变换，有 

24
p k c

4
p

( i ) πd 4
d

q q
u u

z E
δ ρ + +

=

) )
) )

  ，  (36) 

式中， p p /E E G= ， 2 /z z d= ， 2 /l l d= ， p p s/ρ ρ ρ= 。 
根据 Adomian分解方法，桩在 Laplace域内瞬态

响应可以分解表示为 

[ ]

0
= n

n
u u

∞

=
∑

) )
  。               (37) 

令
2

p k c4

p

( i ) / π
4

q q
E

δ ρ
α

+ +
=

) )

，线性算子
4

4

d
d

L
z

= ，

同时代入式（36），（37），有 
2 3

1
2 30

0 0 0

d d d
d d 2 d 6z

z z z

u u z u zL Lu u u z
z z z

−

=
= = =

= − − − −
) ) )) ) )

，

(38) 

      [ ]1 4 1 4 1

0
= = n

n
L Lu L u L uα α

∞
− − −

=
∑

) ) )
  。      (39) 

将式（39）代入式（38），有 
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[ ]
2 3

4 1
2 30

00 0 0

d d d= +
d d 2 d 6

n

z
nz z z

u u z u zu u z L u
z z z

α
∞

−

=
== = =

+ + + ∑ 。

) ) )) ) )

    (40) 
式（40）可以用如下的递推关系表示： 

[ ]
2 3

0
2 30

0 0 0

d d d=
d d 2 d 6z

z z z

u u z u zu u z
z z z=

= = =

+ + +
) ) )) )

，(41) 

[ ] [ ]14 1

0
=n n

n
u L uα

∞
−−

=
∑

) )
  。              (42) 

对于如图 1所示的桩土相互作用模型，假设桩上
下边界均为自由边界，桩顶受到水平冲击荷载 ( )P t 作
用。由此在桩顶、桩底分别有边界条件： 

2

2
0

d ( , ) 0
d z

u z t
z

=

=  
3

3
p p0

d ( )( , )
d z

P tu z t
z E I

=

= − ，(43) 

2

2

d ( , ) 0
d z l

u z t
z

=

=    
3

3

d ( , ) 0
d z l

u z t
z

=

=   。 (44) 

将式（43），（44）代入式（41），（42），整理递推
式得 

11 12 130
0

d 0
dz

z

u u P
z

λ λ λ
=

=

+ + =
)) )

  ， (45a) 

21 22 230
0

d 0
dz

z

u u P
z

λ λ λ
=

=

+ + =
)) )

 ，  (45b) 

式中， 2( ) 4 ( ) / πP t P t d G= ， 11λ ， 12λ ， 13λ ， 21λ ， 22λ ，

23λ 是由桩、土参数和边界条件决定的常数，对于确定
的桩、土参数和边界条件，其均为定值。因此，解得 

22 13 12 23
0

11 22 12 21
z

u Pλ λ λ λ
λ λ λ λ=

−
= −

−

))
  ，     (46a) 

     11 23 21 13

0 11 22 12 21

d
d z

u P
z

λ λ λ λ
λ λ λ λ=

−
=

−

))
  。    (46b) 

3  算例对比与参数分析 
3.1  Laplace数值反演计算方法 

对由式（46）得到的 Laplace 域内瞬态响应解进
行 Laplace逆变换，可以得到瞬态动力响应的时域解，
Laplace逆变换公式为 

1( ) ( )e d
2πi

c i t

c i
f t f δδ δ

+ ∞

− ∞
= ∫

)
  。    (47) 

对于较复杂的函数形式，其时域形式很难直接解

出。Durbin[17]基于 Fourier级数展开，将 Laplace逆变
换的问题转化为一个广义积分问题，给出了两组计算

公式： 

(I)
1

2 1 π π( ) ( ) Re i cos
2

N

k

k k tf t f c f c
T T T=

  = + +    
∑

) )
，(48) 

(II)
1

2e π π( ) Im i sin
ct N

k

k k tf t f c
T T T=

  = − +    
∑

)
  。  (49) 

通过令其中 ( ) ( )Ι ΙΙ( ) ( ) ( ) 2f t f t f t = +  ，可以有效

处理 ( )f t 具有间断点的情况。另外， (Ι) ( )f t 与 (ΙΙ) ( )f t 相
对 ( )f t 的误差偏向相反，因此对于不同的参数 c，T， 
利用优化模型

( ) ( Ι) (ΙΙ)0,
min ( ) ( )

c
f t f t

∈ ∞
− ，可以得到较为精 

确的解答。另外本文采用了 ε-algorithm（EPAL）优化
了计算的收敛过程，ε-algorithm（EPAL）是将 Durbin
逆运算算法分解为如下的级数形式，其收敛性和应用

范围的论述参考于 Crump[18]与 Honig[19]。 
e π π π πRe i cos Im i sin

ct

k
k k t k k tC f c f c

T T T T T
    = + − +        

，
) )

 (50) 

 0
1

1( )
2

N

N k
k

f t C C
=

= + ∑   。       (51) 

3.2  算例对比与分析Ⅰ 

为验证本文解的有效性及探讨考虑桩土局部分离

对桩、土位移瞬态响应的影响。参考文献[9]中参数，
本文采用如图 2 所示的三角形冲击荷载，其中

6
max 10P =  kN，冲击荷载持续时间 t∆ =10，桩周土体
泊松比 sν =0.4，桩身弹性模量 pE =280，密度 pρ =1.6，
直径 d=2 m，桩身长度 l =75。 

 

图 2 三角形冲击荷载时程 

Fig. 2 Time histories of triangular impact force 

分别采用本文方法和有限元法计算桩–土的位移
时程，并与边界元法[5-6]和连续介质解[9]的计算结果进

行对比。其中边界元法和连续介质解均假定桩土接触

面连续紧密接触，有限元法假定桩土相互作用为硬接

触，摩擦系数取 tan(0.8 )ϕ ′ [12]，其中ϕ ′为桩周土体内
摩擦角。如图 3所示，与边界元法和连续介质解相比，
采用本文方法得到的桩顶位移幅值增大 57.3%～
61.0%，证明了文献[5]中关于“实际工程中，桩土接
触面会发生部分屈服和局部脱开、滑移，因而，实际

位移可能与文中计算结果相距甚远”的推论。相对于

有限元法，采用本文方法得到的桩顶位移幅值减小

19.6%，这是由于有限元法计算中桩土接触面存在相
对滑移。此外，由图 3中桩顶运动时程可以看出，采
用本文方法、有限元和边界元法计算得到的桩顶位移

均有较为明显冲击—回弹—再冲击的现象，而连续介

质解则没有这种现象。原因是基于平面应变模型计算 
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图 3 桩顶水平位移对比 

 Fig. 3 Comparison of transverse displacements at pile top 

得到的土层水平动阻尼较三维模型偏大[20]，忽略桩土

局部分离特性和高频冲击荷载[21]使其偏差更为显著。

因而在桩土模量比较小时，采用连续介质解的桩土相

互作用模型呈现出“过阻尼”的状态，此时计算结果

与实际情况可能存在较大差异。 
图 4，5分别给出了采用本文方法、有限元法和连

续介质解[9]计算得到的地表 x，y方向位移场分布，其
中 x，y方向分别平行和垂直于桩身运动方向（见图 1）。
时间因子 t 取 6.2，如图 3所示，此时上述几种方法得
到的桩顶位移均接近于时程曲线最大值。如图 4（b），
（c）所示，本文方法和有限元法计算得到的地面位移
场较为接近。与图 4（a）中连续介质解的结果相比，
桩后主动区土体位移较小，与桩身出现较为明显的相

对位移。 

图 4 t =6.2时刻地表 x方向位移场分布  

Fig. 4 Displacement fields in x direction when 6.2t =  

另外，如图 5（a），（b）所示，考虑桩土局部分
离时，桩身运动对桩侧后土体的动力作用较不考虑桩

土局部分离的结果有一定削弱。图 5（c）中有限元法
由于考虑了桩侧土体的滑移，桩身运动对桩侧土体影

响进一步降低。可以看出，是否考虑桩土局部分离，

对桩周土位移场分布有显著影响。值得指出的是，在

Tuladhar 等[11]采用有限元法和现场试验对桩土局部分

离特性的研究中，所得到的桩周土位移场与本文结果

有相同的规律。此外，文献[11]中同时采用有限元法
分析了不考虑桩土局部分离的对比组，所得到的桩周

土位移场和采用连续介质解[9]的结果相似，且均与试

验结果存在较大差异。以上对比进一步地表明了在计

算中考虑桩土局部分离的必要性和本文方法的可信

度。 

图 5 t =6.2时刻地表 y方向位移场分布 

Fig. 5 Displacement fields in y direction when 6.2t =  

3.3  算例对比与分析Ⅱ 

为研究桩土局部分离在不同模量比下对桩、土位

移瞬态响应的影响，参考文献[6]中参数，采用如图 6
所示的阶跃荷载，其中 t∆ =0.1761，桩周土体剪切模
量 G=1.716 MPa，泊松比 sν =0.4，桩身无量纲密度

pρ =1.5，桩长 l =55，直径 d=0.8 m。 
图 7 给出了采用本文方法和边界元法[6]在不同模

量比下计算得到的桩顶水平位移时程曲线。如图 7所
示，考虑桩土分离时，模量比对桩顶位移的影响与不
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考虑桩土分离的情况较为一致。随着桩土模量比的增

加，桩身刚度逐渐增加，桩顶位移逐渐减小。值得指

出的是，在 =25t t∆ 时，桩土模量比 Ep/Es=50情况下
的桩顶位移约为模量比 Ep/Es=1000的 209.5%，而文献
[6]中采用边界元法的结果约为 161.4%。对比可见，计
算中若不考虑桩土局部分离，得到的桩土模量比对桩

身瞬态动力响应的影响，较考虑桩土局部分离的结果

偏小。 

 

图 6 阶跃荷载时程 

Fig. 6 Time histories of Heaviside force 

图 7 不同模量比下桩顶水平位移对比 

Fig. 7 Comparison of transverse displacements at pile top under  

different modulus ratios 

3.4  参数分析 

为分析考虑桩土局部分离时，桩土各参数对桩身

瞬态响应的影响。本文采用如图 2所示的三角形冲击
荷载进行分析讨论。其中 3

max 10P =  kN，冲击荷载持
续时间 t∆ =10，泊松比 sν =0.3，桩身弹性模量 pE =25 
GPa，无量纲密度 pρ =1.6，桩长 l=12 m，直径 d=0.6 m。 
图 8给出了不同模量比（Ep/Es）情况下，桩身位

移在时域上的变化过程。可见，桩顶位移与所施加荷

载的变化规律较为一致。如图 8所示，随着桩土模量
比的增加，桩周土体刚度逐渐减小，桩身位移逐渐增

加，位移中性点逐渐下移，表现出桩身运动对桩周土

影响深度逐渐增加的趋势。需要说明的是，图 7，8
的计算中分别假定桩周土和桩身弹性模量保持一致，

因此模量比对桩顶水平位移产生了不同的影响。此外，

不同模量比情况下，桩顶位移到达峰值所需时长均较

为接近，但位移沿深度向下传递时间逐渐缩短。另外，

桩顶受冲击荷载时，在时域上能明显观察到冲击—回

弹—再冲击的过程和波动前进的趋势，显示出了桩身

位移在时域上的波动性。 

 

图 8 冲击荷载作用下桩身位移时程 

Fig. 8 Time histories of displacement of pile under impact force 

图 9给出了在不同时刻，桩土模量比（Ep/Es）和

桩身长径比（ l ）对桩顶位移的影响。可见，随着长
径比的增加，各时刻桩顶位移呈现逐渐减小的趋势，

且在长径比较小时减小的速率较大；当长径比较大时
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桩顶位移逐渐趋于稳定，此时长径比对桩顶位移影响

可以忽略不计。图中★指代长径比限值 l*的位置，其

对应的桩顶位移与 40 倍长径比作用下的桩顶位移相
差 5%。如图 9 所示，随着桩土模量比的逐渐增加，
长径比 l*总体上有逐渐增大的趋势，指出桩身运动对

桩周土体的影响深度逐渐增加。对于不同类型的桩土

模量比，l*的取值大致在区间[8.6～18]内。 

 

图 9 冲击荷载作用下长径比对桩顶位移幅值的影响 

Fig. 9 Effects of slenderness ratio on displacement of pile top  

under impact force 

 

4  结    论 
（1）采用本文方法计算出的桩顶位移瞬态响应和

桩周土位移场与实验结果和有限元法结果更接近。而

忽略桩土局部分离，一方面过高地估计了桩周土体的

动力阻抗，导致冲击荷载作用下，桩身位移过小，且

能量在土体中较快消散，使得桩顶位移呈现出类似“过

阻尼”的状态；另一方面，计算得到的桩后主动区土

体位移场分布与试验结果存在较大差异。上述现象和

规律，可以为桩基设计提供初步参考。 
（2）冲击荷载作用下，桩土模量比对桩身瞬态动

力响应影响较为显著。忽略桩土局部分离，会导致低

估模量比对桩顶位移响应的影响。 
（3）冲击荷载作用下，桩身长径比较小时，桩顶

位移响应受桩身长径比影响较大。桩土模量比较大时，

桩身运动对桩周土体的影响范围较大。 
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振动作用下碎石桩复合地基渗流理论分析与物理模拟 
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摘  要：碎石桩技术是常用的抗液化处理措施之一。在地震荷载作用时，由于桩体材料比桩间土渗透性更高，能够加
快地基土体超静孔压的消散从而部分或完全消除地基的液化可能性。首先将单根碎石桩及其影响范围的地基土当做一

个表征体元，将碎石桩影响边界处的孔压作为已知条件，基于已有解析解推导了碎石桩复合地基竖向和水平向渗流的

计算表达式。并开展了一组碎石桩处理地基超重力振动台模型试验，用提出的碎石桩复合地基径竖向渗流解得到总渗

流量，并基于地基土体的体积守恒关系得到计算沉降值，与试验结果吻合，从而验证了提出的碎石桩复合地基渗流计

算公式的正确性。进一步基于所推导的渗流计算表达式，分析了本次超重力振动台模型试验碎石桩复合地基水平向和

竖向渗流演化规律。 
关键词：碎石桩复合地基；振动荷载；解析解；渗流排水；超重力模型试验 
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Theoretical analysis and physical modeling of stone columns-improved              
ground under shaking loading 

LIU Kai1, 2, ZHOU Yan-guo1, 2, SUN Zheng-bo3, CHEN Yun-min1, 2 
(1. Key Laboratory of Soft Soils and Geoenvironmental Engineering of Ministry of Education, Hangzhou 310058, China; 2. Institute of 

Geotechnical Engineering, Zhejiang University, Hangzhou 310058, China; 3. Zhejiang Province Institute of Architectural Design and 

Research Institute, Hangzhou 310006, China) 
Abstract: The stone column technique is one of the liquefaction mitigation methods used in liquefiable deposite. Owing to the 

higher permeability of stone column materials than that of the surrounding soil, the stone columns may expedite the drainage 

process of the excess pore pressure under seismic loading so that to partly or completely eliminate the triggering of liquefaction. 

One stone column with the influenced surrounding soil is treated as a representative element, and based on the previous 

analytical solution to this problem, the analytical solutions for vertical and radical drainages are obtained by considering the 

excess pore water pressure on the boundary of single stone column-influenced area as the known condition. The centrifugal 

model tests on stone column-improved ground are carried out. The total drainage water in the centrifuge model improved by 

stone columns is calculated using the above analytical solution, and is further converted into the settlement based on the 

equivalent relationship between the seepage discharge and the volumetric change of the surrounding soil. The calculated 

settlement is found to be in good agreement with the measured one in experiment, which verifies the proposed solution. 

Furthermore, the evolution of horizontal and vertical drainages of stone column composite deposite in the model tests is 

analyzed by combining the derived analytical solutions for water drainage with the test results. 

Key words: stone column-improved ground; shaking loading; analytical solution; water drainage; hypergravity physical modeling 

0  引    言 
地震液化是国内外历次大地震中导致土工建构筑

物失效破坏和造成严重经济损失的主要因素之一[1-3]。

地震液化导致的地面过大沉降和水平侧移是造成房

屋、桥梁和地下生命管线等基础设施破坏的主要原因。

当前国内外采用的可液化地基处理技术主要包括换填
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法、加密处理、固化技术（水泥、微生物固化等）、导

排法（加速超静孔压消散）等，碎石桩法被认为是最

经济和抗液化内涵最全面的技术手段，其抗液化效果

在以往国内外历次大地震中得到检验[4-5]。在碎石桩复

合地基中，桩体材料渗透性比地基土更大，在地震过

程中和震后可以作为排水通道，缩短渗流路径，改善

排水条件。因此，可加速地震时场地超静孔隙水压力

消散，使振动时孔压增长和消散同时发生，降低孔压

峰值，提高处理地基的抗液化能力。 
黄茂松等结合实际工程对振冲碎石桩加固饱和粉

砂地基各施工过程的孔压规律进行了全面研究[6]，并

建议了可应用于工程分析的的碎石桩排水效应简化分

析方法[7]。此外，国内外许多学者从模型试验和理论

研究层面对碎石桩复合地基排水效应或固结过程展开

研究。李立军等[8]通过常重力振动台模型试验对比了

碎石桩和水泥土桩加固液化地基的效果，发现碎石桩

模型中地基土的超静孔压明显更小，由此得出碎石桩

复合地基的排水效应对地基土抗液化贡献更为显著；

Sasaki 等[9]将饱和砂箱固定在常重力振动台上研究砾

石桩的排水性能和地基土超静孔压增长和消散特性，

发现砾石排水桩可以迅速降低土体中的超静孔压水

平，防止地基液化；Huang等[10]通过常重力振动台试

验发现，经碎石桩处理后的场地在振动过程中超静孔

压累积速率明显降低，地基土体的整体刚度增强，地

表沉降显著减小；Dashti等[11]开展的超重力振动台试

验表明，碎石桩加速了地震过程中地基土体三维排水

过程，显著减小液化持时并进一步减小了震后残余沉

降量；Badanagki 等[12]通过离心模型试验发现碎石桩

的排水效应显著减小了倾斜场地的水平和竖向位移。 
Seed 等[13]最早建立了考虑碎石桩水平向排水的

微分方程，通过引入室内三轴不排水试验得到的孔压

增长模型，得到考虑地震荷载的碎石桩复合地基的孔

压控制方程，通过数值求解得到了不同碎石桩设计参

数下超静孔压增长和消散规律并用于指导工程实践；

徐志英[14]建立了考虑地震过程中砾石排水桩径竖向

排水的处理场地超静孔压演化偏微分方程，给出了超

孔隙水压力的一般解析式。其后，国内学者在理论层

面对碎石桩复合地基的堆载固结问题研究较多：Tang
等[15]建立了变荷载作用下考虑井阻效应和涂抹效应

的径竖向组合渗流解析解；郭彪等[16]推导了考虑桩体

和土体径竖向渗流、上部荷载逐级施加、扰动区渗透

系数线性变化的较全面的散体材料桩复合地基解析

解；卢萌盟等[17-18]给出了考虑桩体固结与土体渗透性

抛物线变化和地基中附加应力沿深度线性分布的荷载

效应的碎石桩复合地基固结解析解。 
由此可见，模型试验主要集中在碎石桩排水效应

和抗液化效果的宏观现象观测，尚未和理论研究相结

合；而碎石桩理论研究多集中于对碎石桩复合场地堆

载预压固结的孔压解析表达，而考虑地震荷载的研究

成果多把建立的超静孔压解析式与和按照 Seed 简化
方法得到的等效振次相联系，并未对碎石桩复合地基

的排水性能进行深入研究。振动荷载作用下碎石桩复

合地基的渗流与排水性能值得进一步研究。 
本文在已有解析解的基础上，进一步推导了任意

荷载作用下考虑径竖向渗流的碎石桩复合地基水平向

和竖向渗流计算表达式，并开展了一组碎石桩处理地

基超重力振动台模型试验，结合本文推导的径竖向渗

流量表达式，发现计算得到的沉降量与模型试验实测

沉降量吻合良好，验证了本文提出的碎石桩复合地基

径竖向渗流计算表达式的正确性。 

1  微分方程的建立 
地震引起的振动荷载作用于散体材料桩复合地基

时，可认为各桩体和桩周土的受力性状相同，任选一

受力变形复合体作为分析计算模型，如图 1所示。本
文做以下假设：①桩体和桩周土遵循等应变假设，即

在同一深度处地基土体和桩体的竖向变形相等；②复

合地基中水的渗流符合达西定律；③忽略桩体内的水

平向渗流；④在任一深度 z处，从土体流入桩体的水
量等于桩体中向上水流的增量；⑤土体饱和、土颗粒

和水不可压缩。 

图 1 碎石桩处理地基计算模型示意图 

Fig. 1 Schematic diagram of numerical model for stone  

column-improved ground 
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根据有效应力原理，任意时刻变荷载作用下土体

的应力应变关系满足下式： 
s

v
s s

q u
E E
σ

ε
′ −

= =   ，          (1) 

式中， vε 为土体体变， sE 为土体压缩模量，q为任意荷
载作用下产生的总应力，一般用经验孔压模型替代[13]，

su 为土体任一深度的平均超静孔压。 
式（1）两边对时间求偏导得 

v s

s

1  
u q

t E t t
ε∂ ∂ ∂ = − − ∂ ∂ ∂ 

。

           
(2)

 
根据文献[15，19]，对于径竖向渗流情况，由饱

和土体变与固结排水量等量关系以及达西定律，可得 
2

sh s sv s v
2

w w

1k u k ur
r r r z t

ε
γ γ

∂ ∂ ∂∂  − − = ∂ ∂ ∂ ∂ 
 ， (3) 

式中，ksh和 ksv分别为地基土的水平向和竖向渗透系

数， wγ 为水的重度。 
根据假设④，且根据碎石桩与土体交界面处连续

条件可得 

p

2
p sh s

2
p p

2  r r

u k u
z r k r =

∂ ∂
= −

∂ ∂
，

        
(4) 

式中，up为任一深度处桩体内的超静孔压，rp为桩体

半径，kp为桩体渗透系数。 
任一深度地基土的平均超静孔压值定义参考已有

研究[15-17]： 

p

s s2 2
e p

1 2π d
π( )

er

r

u ru r
r r

= ×
−∫   ，   (5) 

式中，re为碎石桩单桩影响半径。 
式（2）～（5）为碎石桩复合地基微分控制方程。

方程求解的初始条件和边界条件为 

e

s 0  r r
u
r =

∂
=

∂
，

                
 (6) 

p 0 0zu = =  ， s 0 0 zu = = ，         (7) 

p 0z H

u
z =

∂
=

∂
 ， s 0 z H

u
z =

∂
=

∂
，
      

(8) 

s 0 0 ( ) 0tu u z= = =   ，            (9) 

ps pr ru u= =   。                (10) 

2  微分方程的求解 
参照 Tang 等[15, 19]对该类问题的求解过程和解的

形式，可得如下 su 的解析表达式： 

rv ( )
s 0

1

d 2( , ) sin e d  
d

t A t

m

q Mzu z t
M H

ζ ζ
ζ

∞
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(11) 

式中，ζ 为任意荷载施加的时刻， rv r vA A A= + ， 

2
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2 1π
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1
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p

rN
r

= 为井径比。 

式（3）两边对 r积分两次，并利用边界条件（6）
和（10）可得 

2 2 2
p2w v sv s

s e p2
sh p w

ln
2 2

r r k uru r u
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 −  ∂ ∂
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。(12) 

将式（11）和式（2）代入式（12）可得 
s p( ) ( , , )u R r G q t z u= ⋅ +   ，      (13) 

式中， 
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 
。 

由式（13）可见，在碎石桩桩径影响范围内（影
响半径为 re），土体任一深度的超静孔压 us可以写成 R
与 G的乘积与该深度桩体内孔压值 up的和。其中，函

数 R仅仅是关于半径 r的函数，而函数 G与 z，t和 q
相关。以上说明土体中某一深度距离碎石桩中心距为

r (rp ≤r≤re)的超静孔压 us分布形式仅与 r有关，不
同外荷载仅是通过函数 G和 up影响超静孔压的大小。  

在 dt时间内，深度 z处桩周土径向（水平向）通
过碎石桩排水的流量为 

p

sh s
sc sh p

w

( ) 2π d dz r r
k uq k iA r z t

rγ =

∂
∆ = =

∂
 。 (14) 

进一步考虑式（13），式（14）可化为 
2

sh e
sc p p

w p

( ) ( , , ) 2π d dz
k rq G z t q r r z t

rγ
 

∆ = −  
 

 。 (15) 

式（15）对时间积分即可得到超静孔压累积和消散
过程中桩周土深度 z处通过碎石桩的水平向排水量。 
假设碎石桩处理地基中单桩影响范围边界处的超

静孔压为
e ee ( , )r r u z tu = = ，且假设在地基土体中超静孔压

从产生到消散过程中满足 ue(z，t)>>up，则式（13）可
化为 

2 2
p2

s e
p

( , , ) ln  
2

r rru G q z t r
r

 −
≈ −  

 
，

    
 (16) 

且， 
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结合式（15），（16），（17）可得 
2
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(18) 
式（18）即为在 dt时间内深度 z处地基土通过桩

体水平向排水的流量计算式。 
将式（16）代入式（5），并结合式（17），可得某

一深度土体的平均孔压为 
4
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(19) 

由此得到在 dt时间内，在深度 zi和 zi+1处地基土

土竖向渗流流量公式为 
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(20) 

3  超重力模型试验验证 
3.1  试验设备和试验材料 

利用浙江大学 ZJU-400超重力离心机振动台开展
了一组碎石桩处理地基的模型试验，以验证本文所提

出计算公式的正确性。超重力离心机通过高速旋转使

得模型土体恢复原型自重应力，然后通过机载振动台

在模型底部实现地震动输入，从而模拟原型场地地震

响应和液化灾变过程[20]。本次试验在 50g离心加速度
下进行，选用粘滞系数为水的 50倍的甲基硅油保证模
型动力时间与渗流时间相似比尺一致。 

采用层状剪切模型箱模拟自由场地边界条件，内

部尺寸（长×宽×高）为 730 mm×330 mm×425 mm。
为了合理模拟现场地基土的渗透特性，试验地基土体

选用福建细砂掺 10%的粉土（钱塘江粉土），碎石桩
采用粗粒径的福建砂，两种材料的基本物性参数和颗

分曲线分别见表 1和图 2。由表 1可见，碎石桩材料
渗透系数约为地基土体的 800倍。Seed等[13]建议对于

碎石桩处理地基，碎石桩材料的渗透系数一般为处理

地基土体的两个数量级以上。因此，模型试验设计地

基土体和碎石桩材料的渗透特性符合工程实际情况。 

表 1 试验材料基本物理参数 

Table 1 Physical properties of test materials 

指标 Gs 
ρmax 

/(g·cm-3) 
ρmin 

/(g·cm-3) 
ρmin 

/(g·cm-3) 
k 

/(m/s, 27℃) 
福建砂掺

10%粉土 
2.647 1.765 1.386 1.695 1.864×10-5 

福建粗砂 2.644 1.713 1.489 1.605 1.49×10-2 

图 2 试验材料级配曲线 

Fig. 2 Grain-size distribution curves of test materials 

3.2  模型布置 

模型试验传感器布置如图 3所示。模型土层厚度
为 400 mm。在振动台台面布置一个三向加速度计记
录模型底层振动输入，在中轴线左侧 50 mm沿深度布
置 6个水平加速度计，在中轴线右侧 50 mm沿深度布
置 6个孔压计，分别在距离中轴线左右两侧各 150 mm
对称布置土压力计和弯曲元，在模型地表布置 1个激
光位移传感器监测模型的表面沉降。 

图 3 离心模型试验布置图 

Fig. 3 Schematic configurations of centrifuge model 
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在模型地基中设计了 3×7共 21根碎石桩，桩体

贯穿整个液化土层。碎石桩的桩径 d 采用和 Adalier
等[21]的离心模型试验原型尺寸一致，为 1.5 m，对应
模型尺寸为 3 cm，桩间设计为 10 cm，计算得到碎石
桩处理地基的置换率为 7%。 
考虑到前述公式推导假设地基土的渗透系数为常

数，本文选用频率 1 Hz、峰值加速度小于 0.05g的等
幅正弦波作为台面输入（如图 4所示），以避免过大的
振动引起过高的超静孔压甚至触发液化，导致地基土

体渗透系数发生显著变化[22]。试验共进行两次振动，

振动 1结束后，所有通道稳定 15 min以上等待振动 1
产生的超静孔压完全消散，再开始振动 2。 

图 4 两次台面振动输入 

Fig. 4 Input motions at base of two shaking events 
3.3  典型试验结果 

图 5，6分别给出了两次振动的模型地表沉降和模
型内部超静孔压时程曲线。由图 5可见，振动初期地
表沉降出现“不降反升”的异常现象。有两个可能的

原因：首先，在振动初期的近似不排水循环剪切过程

中，由于模型土体需要满足变形协调导致模型地表出

现上下起伏的动态变形，但平均（残余）位移是向下

发展的；此外，振动造成超静孔压上升，模型土体骨

架有瞬态卸载、有限膨胀的响应，也会造成模型地表

短时的微小隆起。 

图 5 模型地表沉降时程曲线 

Fig. 5 Time histories and prediction of surface settlement 

由图 6可见，随着振动的发生，模型不同深度土
层的超静孔压随着振动迅速累积，并在振动结束时达

到峰值。振动 1 中，不同深度超静孔压峰值在 6～13 
kPa；振动 2 中，不同深度的超静孔压峰值在 16～22 
kPa。振动停止后，模型深层的超静孔压消散比浅层更
快，说明振后模型内孔隙水向上渗流。 

 

图 6 超静孔压时程曲线 

Fig. 6 Time histories of excess pore water pressure 

对照图 5，6，可以发现地表沉降发展与超静孔压
消散存在对应关系。地表沉降与超静孔压累积主要发

生在振动过程，振后随着超静孔压消散沉降继续发生，

但振后固结沉降比例相对较小，这与以往离心机振动
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台试验结果一致[23]。主要原因在于模型地基地表是自

由排水边界，振动过程中就发生了显著的孔隙水向上

消散。由图 6可见，振动 1情况模型全部深度的超静
孔压比（ru=u/ v0σ ′ ，u为任意时刻的超静孔压， v0σ ′ 为
初始上覆有效应力）都小于 0.4，振动对模型地基造成
的损伤较小，对应模型地表沉降较小；振动 2情况模
型浅层 ru接近 0.8，其余深度 ru小于 0.3，模型地表沉
降大于振动 1引起的地表沉降。 

已有研究[24]表明，砂土液化时土体渗透系数比未

液化时增大数量级的倍数。Shahir等[25]提出的随超静

孔压比变化的砂土变渗透系数表达式如下： 
1

2

u u

u
i

u u

1 ( 1) , 1   ( )
, 1

1 ( 1) , 1   ( )

r r
k r
k

r r

β

β

α
α

α

 + − <


= =
 + − <

孔压累积阶段

孔压消散阶段

 。 (21) 

式中， ik 为未液化前渗透系数初始值，α为液化时渗
透系数增大的倍数，β1和β2分别为孔压累积阶段和消

散阶段的常数，与土体材料有关。 
结合图 6，对式（21）中参数取值α=10，β1=2和

β2=10，可得当 ru分别等于 0.3，0.4和 0.8时，对应的
渗透系数增大倍数分别为 1.8，2.4 和 6.7。由图 6 可
见，ru处于峰值的时间占整个超静孔压从产生到消散

的时间比例不足 5%。因此，两次振动引起的超静孔
压比不足以引起整个模型深度土体渗透系数的显著变

化，本文采用常渗透系数假设基本合理。 
3.4  渗流公式正确性验证 

由图 3可见，孔压计布置在 4根碎石桩围成的正
方形的中点，可近似认为孔压计测值为碎石桩桩径影

响范围边界 re上的值。为验证式（18）和（20）的正
确性，利用地基地表沉降量对振动过程中场地超静孔

压从产生到消散时间 T内的总排水量 Q进行校核。假
设土颗粒和饱和流体不可压缩，则总排水量等于地基

沉降引起的体变值。注意到本文计算模型是基于单桩

影响范围的场地沉降，排水量和地表沉降的计算都是

基于单桩影响范围，即得到的总排水量 Q需除以单桩
影响范围的地基土面积才得到对应的沉降量。碎石桩

水平排水总量 QL 为地基各深度水平向排水量之和，

而竖向排水总量 QV只考虑最浅层竖向排水量，即 
L V  Q Q Q= + ，             (22) 

( )
0 0

d d  
H T

L sc z
Q q t z= ∆∫ ∫ ，        (23) 

s top_layer
0

( ) d
T

VQ q t= ∆∫  。      (24) 

图 7为根据两次振动超静孔压时程，通过式（22）
计算沉降值和激光位移计实测沉降值。由图 7可见，
振动 1情况下本文计算值与实测值接近，而振动 2情

况下的计算值稍小于实测值。由前述可知，振动 2作
用下模型浅层土体的渗透系数增大了 6.7倍，本文“振
动过程中地基土体渗透系数不变”的假设略微低估了

模型浅层桩体的渗流量。 
图 8给出了根据式（22）反算得到的沉降时程预

测曲线。由图 8可见，振动阶段实测沉降比计算值显
著偏大；对于振后渗流固结过程，实测值与计算值接

近。由于本文提出的渗流量计算公式仅考虑渗流固结

效应，对模型在振动过程中可能出现的诸如渗流速率

效应和液化时渗透系数变化等[26-27]无法合理描述，可

以认为本文公式适用于预测土体振后沉降规律。 

 

图 7 模型地表沉降实测值和计算值对比 

Fig. 7 Comparison between measured and predicted surface  

settlements 

 

图 8 模型地表沉降时程实测值和计算值对比 

Fig. 8 Time histories of measured and predicted surface settlement 

3.5  碎石桩复合地基振动排水特性分析 

结合本次离心模型试验土体参数、碎石桩布置和

不同深度超静孔压时程，根据式（18）和式（20）得
到如图 9所示的两次振动下碎石桩复合地基竖向和水
平渗流流量随时间变化关系。 
由图 9可见，水平向和竖向渗流排水在振动一开

始就有，表明一旦产生超静孔压，在水力梯度作用下

地基就开始进行竖向和水平向排水。在振动阶段地基

土体不同深度通过碎石排水的渗流速率逐渐加快，振

动停止后渗流速率基本保持稳定，随着超静孔压消散

渗流速率逐渐降低。以上径竖向渗流随时间发展规律
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与图 5所示的沉降时程一致。另外，两次振动下地基
土体通过碎石桩的水平向渗流量随深度的增加而逐渐

增大，不同深度土体通过碎石桩水平向排水量与相应

的超静孔压水平正相关。两次振动下竖向渗流量都在

浅层最大，且比较接近浅层水平向渗流量，但远小于

深层水平向排水量。 

 

图 9 碎石桩复合地基渗流时程 

Fig. 9 Time histories of discharge water in stone column-improved  

ground 

4  结    论 
本文针对振动荷载作用下碎石桩复合地基的渗流

与排水性能问题，基于已有的解析解，进一步推导了

任意荷载作用下碎石桩复合地基水平向和竖向渗流计

算表达式，并开展了一组碎石桩处理地基超重力振动

台模型试验进行验证，得到如下 3点结论。 
（1）将单根碎石桩及其影响范围的地基土作为一

个表征体元来研究，以碎石桩单桩影响边界处的孔压

值为已知条件，得到了任意荷载作用下碎石桩复合地

基竖向和水平向渗流量计算公式。 
（2）假设土颗粒和水不可压缩，将计算得到的模

型地基排水量换算为地表沉降值，发现最终沉降的计

算值与模型试验实测值一致，验证了本文推导的碎石

桩复合地基渗流量计算公式的正确性。 
（3）将模型试验测得的超静孔压与本文推导的渗

流量计算公式相结合，给出了本次模型试验中不同深

度水平向和竖向渗流时程，与实测沉降时程基本吻合。

碎石桩复合地基的水平向渗流起主要作用，竖向渗流

贡献较小；受下大上小的孔压梯度场的驱动，深层的

水平向渗流量明显大于浅层。 
在实际工程中，如果能基于地震动强度指标等获

得易液化场地的超静孔压水平，则可以利用本文提出

的计算公式估算处理地基的震后排水量和地表沉降

值，为工程设计和抗震性能调控提供依据。 
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基于微结构张量的岩石各向异性弹塑性本构及其应用 
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摘  要：提出了一种基于微结构张量理论的各向异性弹塑性本构关系，引入了微结构张量表征横观各向同性材料强度
参数的空间分布函数，将莫尔–库仑准则拓展到各向异性。基于 FLAC3D实现了自定义本构模型的二次开发，对柱体倾

角为 75°的柱状节理试样进行了三轴数值试验模拟，模拟结果与实验成果基本吻合验证了模型的合理性。将所开发本
构模型应用于白鹤滩高坝坝基开挖工程的数值仿真计算，结果表明：坝基岩体开挖工况下各向异性模型较各向同性模

型的变形特征更接近于现场监测。研究成果可为白鹤滩水电工程建设提供理论参考。 
关键词：微结构张量；各向异性；弹塑性本构；柱状节理；白鹤滩水电站 
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Anisotropic elastoplastic constitutive model based on microstructure                    
tensor and its engineering application  

YIN Da1, 2, 3, MENG Qing-xiang1, 2, XU Jian-rong4, SHI An-chi4, WU Guan-ye4, XU Wei-ya1, 2 

(1. Key Laboratory of Ministry of Education for Geomechanics and Embankment Engineering, Hohai University, Nanjing 210024, China; 

2. Jiangsu Research Center for Geotechnical Engineering Technology, Hohai University, Nanjing 210024, China; 3. CCCC Guangzhou 

Dredging Co., Ltd., Guangzhou 510290, China; 4. PowerChina, Huadong Engineering Corporation, Hangzhou 310014, China) 

Abstract: An anisotropic elastoplastic constitutive relation based on the microstructure tensor theory is proposed. The 

microstructure tensor is introduced to describe the spatial distribution function of the strength parameters of transversely 

isotropic materials. The user defined model is developed in FLAC3D, and the triaxial numerical simulation tests on columnar 

jointed specimen with a joint angle of 75° are carried out. The simulated results are in good agreement with the experimental 

ones, indicating the feasibility of the model. The developed constitutive model is also applied to the numerical simulation 

calculation of the excavation of the foundation of Baihetan high dam. The results show that the deformation characteristics of 

the anisotropic model are closer to the actual monitoring results than thoes of the isotropic model. The results can provide 

theoretical support for the construction of Baihetan Hydropower Station. 

Key words: microstructure tensor; anisotropy; elastoplastic constitutive; columnar joint; Baihetan Hydropower Station 

0  引    言 
柱状节理常见于玄武岩岩体，节理面独特的空间

结构分布使得岩体强度表现出强各向异性。已有学者

针对柱状节理岩体开展了现场原位试验和大量的相似

材料室内试验[1-5]，验证了柱状节理岩体的强度各向异

性并总结了材料强度参数的各向异性分布规律。但目

前对于柱状节理岩体各向异性本构研究的报道还不

多，而已有的一些各向同性模型则不能很好的描述柱

状节理岩体的强度各向异性特性。 
柱状节理岩体为岩块和结构面的综合体，其表征

单元体较室内试验可研究的尺度要大许多，很难通过

室内试验来研究柱状节理岩体的变形和强度特征。而

原位试验虽然可以在一定程度上反映节理岩体的工程

力学特性，但受限于场地、设备、成本等因素，一些

物理力学参数难以获取。由于柱状节理岩体具有结构

周期性，可以应用数值均匀化方法开展多尺度分析计

算，如多重有限元（FE2）或跨尺度有限元离散元耦

─────── 
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合（FEM/DEM）。该类方法避免了复杂本构方程的建
立，适用于满足均匀化条件的复杂细观结构材料。但

多尺度方法计算量巨大，难以直接应用于大型水电工

程的计算。因此建立可以准确描述柱状节理岩体力

学特性的本构模型具有重要意义。柱状节理岩体显

著的各向异性是本构的建模的难点。微结构张量作

为材料微观结构的一种度量，可用来描述岩体介质

中孔隙或裂纹的空间分布。本文在传统力学模型的

基础上引入微结构张量，建立柱状节理岩体各向异

性本构模型。 
Kanatani[6-7]最早系统研究了材料空间分布与微结

构张量的关系，初步建立了空间分布函数的表达式。

Pietruszczak等[8]通过组合强度参数的空间分布，把经

典各向同性准则拓展为各向异性，建立了基于微结构

张量的各向异性屈服准则。Gao 等[9]将微结构张量参

数引入屈服函数，提出了一种具有交叉各向异性的岩

土材料的广义破坏准则，该准则在描述大范围材料的

强度随加载方向的变化时具有通用性和鲁棒性。钟世

英等[10]采用多组节理面局部坐标系与整体坐标系的

投影关系定义了材料空间的微结构张量表达，将其引

入莫尔库仑强度准则，得到了多组节理岩体的各向异

性强度准则。 
然而现阶段基于微结构张量的各向异性本构模型

尚存在不足，或以页岩等层状岩石为研究对象[8-9]，模

型不能较好反映柱状节理岩体物理力学试验特性，

或模型较为复杂，参数不易确定[10]，实际应用较为

困难。 
为此，本文提出了一种既保留了数学的严谨性又

具有一定实用性的方法。首先，结合微结构张量理论

推导了柱状节理岩体各向异性弹塑性本构积分公式，

然后基于 FLAC3D对自定义本构进行了二次开发，并

结合柱状节理相似结构材料三轴岩石力学试验对本文

提出的自定义本构模型进行了验证。应用所开发各向

异性弹塑性本构模型对白鹤滩水电站坝基开挖工程进

行了数值模拟分析，数值模拟结果与坝基岩体开挖工

程监测结果基本相符。研究结果对白鹤滩水电工程建

设具有一定应用价值。 

1  各向异性弹塑性本构 
1.1  弹性刚度矩阵及空间旋转变换 

理想弹性体的本构关系可表示为 
= Cε σ   。                (1) 

柱状节理岩体（如图 1）可简化为横观各向同性
材料，由广义胡克定律，在材料空间的局部坐标系下

其柔度矩阵可表示为 
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1e −
 =  D   ，                           (2) 

式中， 1  E 为平行于各向同性面的弹性模量， 3E 为垂

直于各向同性面的弹性模量， 13G 为垂直平面的剪切

模量， 12  ν 为平行面内的泊松比， 13  ν 为垂直方向的泊

松比， eD 为弹性刚度矩阵。 
全局坐标系下的柔度矩阵 ′C 可由局部坐标系下

的柔度矩阵C旋转得到 
T′ =C Q CQ   ，             (3) 

式中，Q为一个包含局部坐标轴与全局坐标轴夹角α
的二阶张量，可表示为 

2 2

2 2

sin 2cos sin 0 0 0
2

sin 2sin cos 0 0 0
2

0 0 1 0 0 0
sin 2 sin 2 0 cos 2 0 0

0 0 0 0 cos sin
0 0 0 0 sin cos

α
α α

α
α α

α α α
α α
α α

 
 − 
 
 
 =
 
 −
 

− 
  

Q 。

(4) 
对于横观各向同性材料，需要给出两个夹角，分

别为材料的倾向α 和倾角β 。后续推导若不加说明，
默认在材料空间中的局部坐标系展开。 

 

图 1 全局坐标系中的柱状节理材料 

Fig. 1 Cylindrical joint materials in global coordinate system 
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1.2  各向异性屈服函数及塑性势函数 

定义微结构张量 ija 主轴与材料空间的局部坐标
系同轴，三维空间中微结构张量 ija 可由单位向量 ie 表
示为 

( ) ( ) ( ) ( ) ( ) ( )1 1 2 2 3 3
1 2ij i j i j i ja a e e a e e e e= + +  

( ) ( ) ( )1 2 3
1 2 3ij ij ija m a m a m= + +   ，   .    (5) 

式中， ia 为微结构张量的主值，  ijm 为结构取向张量。 
定义广义加载单位向量  il 为 

2tr
i i i

i
k k ij ij

L L Ll
L L σ σ

= = =
σ

  ，   (6) 

( )3

1
x

i x ix
L L e

=
= ∑   ，               (7) 

2 2 2
1 2 3x x x xL σ σ σ= + +   。          (8) 

考虑微结构张量  ija 在 il 方向上的投影，即 
( ) ( )1 22 2

1 22 2

tr( ) tr( )
tr trij i ja l l a aη = = + +
m mσ σ

σ σ
 

( )3 2

3 2

tr( )
tr

a m σ
σ

  。              (9) 

式（9）所定义参数η 是一个无量纲的标量，综
合考虑了材料结构面取向对加载空间的影响，反映了

材料强度的方向依赖性，因此可用来描述材料强度的

各向异性空间分布。式（9）也可表示为偏量的形式： 
( )ˆ 1 ij i jA l lη = +η   ，             (10) 

/ 3 ( ) /ˆ ˆ ˆkk ij ij ija A a δ= = −，η ηη   。   (11) 

式（10）最早由 Kanatani[6-7]提出。更一般的，该

式可表示为 
1 )ˆ( ij i j ijkl i j k lA l l A l l l lη = + + +Lη  

2
1(1 ) )ˆ (ij i j ij i jA l l b A l l= + + +Lη   。  (12) 

本文采用一种修正的莫尔库仑准则[11]来描述岩

石柱体的塑性行为，并考虑各向异性和塑性硬化： 
2 2

f( ( )) ( cos )f qK e cθ φ= + +  

f ( )( sin cos )h p cη ξ φ φ−   ，    (13) 

2
3,  

3 2
kkp qσ

= = ，J  

2 ,
3
kk

ij ij ij ij ijs s s σ
σ δ= = −J  。 (14) 

式中  c为材料黏聚力，  φ 为材料内摩擦角，可通过
试验确定； f  e 为子午面上拟合屈服线的双曲偏心率，
可通过调整 f  e 来调整抗拉强度大小； f  η 为微结构张

量参数， ( )h ξ 为塑性硬化函数，  ξ 为塑性内变量；  p
为平均应力，  q为偏应力， 2  J 为应力偏量第二不变量，

 θ 为 Lode角， ( )K θ 为关于 Lode角的函数。 
Lode 角函数采用分段形式对屈服面角点进行平

滑修正： 

t

1 2 t

sin coscos
( ) 3

sin 3
K

K K

θ φ
θ θ θ

θ
θ θ θ

 −= 
 − >

≤
  ，  (15) 

1 t t t
1 cos (3 tan tan 3
3

K θ θ θ= + +  

t t
1 (tan3 3tan )sign( )sin )
3

θ θ θ φ−   ， (16) 

2 t t
t

1 1sign( )sin sin sin
3cos3 3

K θ θ θ φ
θ

 
= + 

 
，(17) 

式中， tθ 为容许 Lode 角，当 tθ θ≤ 时，与经典

Mohr–Coulomb 准则一致，当 tθ θ> 时，对屈服函数

迹线进行平滑处理。 
取等效塑性剪应变 p γ 作为塑性内变量，定义塑

性硬化函数为[12] 

0 1 0( ) ( )h h h h
B

ξ
ξ

ξ
= − −

+
  ，         (18) 

p p p p p2d , d d d
3 ij ije eξ γ γ γ= = ∫ =   ，  (19) 

式中， 0h 为初始屈服阈值， 1h 为峰值屈服阈值，B为
描述塑性硬化率大小的参数。 

塑性势函数与屈服函数形式一致，即 
2 2 2

f f( co) n( s ) sig q K e c pθ ψ η ψ= + +  ， (20) 

式中，   ψ 为膨胀角，当   ψ φ≠ 时即为非关联流动。 
1.3  屈服函数及塑性势函数求导 

由于本构数值积分中将涉及到屈服函数及塑性

势函数的偏导数，故先行给出偏导数的求解。首先计

算屈服函数对应力张量的偏导数，根据式（13）有 

1 2 f

1 2 fij ij ij ij ij

If f f f f
I J

ηθ
σ σ σ θ σ η σ

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

J
， 

(21) 
式中， 

1 2,ij ij
ij ij

I sδ
σ σ
∂ ∂

= =
∂ ∂

，
J  

3
23 22

33 2
2 32 cos3

ij ik kj ij
ij

s s s sθ
σ θ

 ∂
= − + ∂  

J J
JJ

，(22) 

0f
2

2

(

)

)

( ki kj pq pq pk pq kq ij

ij mn mn

A Aη σ σ σ σ σ ση
σ σ σ

−∂
=

∂
 ， (23) 

f f f 2
1 2

1 1 d sin
3 2 d

f f f Kh K
I J

η φ α α
θ θ

∂ ∂ ∂
= = =

∂ ∂ ∂
， ， J ，(24) 

f
( )( sin cos )f h p cξ φ φ

η
∂

= −
∂

  ，     (25) 

2 2
f 2 f3 / 3 ( cos )K K e cα φ= +J  ，   (26) 

t

2 t

cos sinsind
3

d 3 cos3

K

K

θ φ
θ θ θ

θ θ θ θ

− −= 
 − >

≤
  。  (27) 
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然后计算塑性势函数对应力张量的偏导数。由于

式（20）采取了与屈服函数相一致的形式，因此塑性
势函数对应力张量的一阶偏导数只需将内摩擦角  φ替
换为膨胀角ψ ，即 

1 2

1 2ij ij ij ij

Ig g g g
I

θ
σ σ σ θ σ

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

J
J

f

f ij

g η
η σ

 ∂∂
  ∂ ∂ 

。   

  (28) 
式中， 

f 2
1 2

1 1 dsin
3 2 dg g

g g g Kh K
I

η ψ α α
θ θ

∂ ∂ ∂
= = =

∂ ∂ ∂
， ， J

J
，(29) 

f
( ) sing h pξ ψ

η
∂

=
∂

 ，             (30) 

  2 2
2 f3 / 3 ( cos )g K K e cα ψ= +J  。  (31) 

1.4  弹塑性刚度矩阵 

根据塑性一致性条件，对于式（13）中的屈服函
数，其增量形式满足： 

d d d 0ij
ij

f f hf
h

σ ξ
σ ξ
∂ ∂ ∂

= + =
∂ ∂ ∂

  。 (32) 

此外，考虑到应力增量和应变增量满足 
e e e p(d d d d )ij ijkl kl ijkl kl klD Dσ ε ε ε= = −  。 (33) 

根据塑性力学，塑性应变增量可由塑性因子   λ 以
流动法则表示为 

pd dkl
ij

g
ε λ

σ
∂

=
∂

  。           (34) 

等效塑性剪应变
pγ 也可以流动法则表示为 

p 2d d d dev dev
3 ij ij

g g
ξ γ λ

σ σ

   ∂ ∂
= =       ∂ ∂   

 。 (35) 

将式（32）～（35）联立，可解得 

1 e pd  ijkl kl
ij

fH Dλ ε
σ

− ∂
=

∂
  ，       (36) 

e ijkl
ij kl

f gH D
σ σ
∂ ∂

= −
∂ ∂

 

2 dev dev
3 ij ij

f h g g
h ξ σ σ

   ∂ ∂ ∂ ∂
      ∂ ∂ ∂ ∂   

  ，  (37) 

式中，H为塑性硬化模量。 
将式（36）回代入式（33），可得应变增量与应

力增量的一致性表达： 

e epd d d dij ijkl kl ijkl kl
ij

gD Dσ ε λ ε
σ

 ∂
= − =  ∂ 

 ， (38) 

ep e 1 e e ijkl ijkl ijpq mnkl
pq mn

f gD D H D D
σ σ

− ∂ ∂
= −

∂ ∂
 ， (39) 

式中， ep
ijklD 即为一致性弹塑性刚度矩阵。 

 

2  数值算例 
基于建立的柱状节理岩体的各向异性弹塑性本

构模型，结合 FLAC3D软件对该模型进行了二次开发，

并对柱状节理相似结构材料三轴岩石力学试验成果进

行了模拟。根据国际岩石力学学会（ISRM）推荐标准，
圆柱样直径为 50 mm，柱体高度为 100 mm，网格数
量 10000个，底面固定，顶面控制加载速度为 5×10-7 
m/s，柱体四周施加固定围压 4 MPa。 

可由不同空间方向的柱状节理岩体的峰值强度

进行拟合确定微结构张量系数。图 2给出了强度参数
关于方向角的微结构张量参数拟合曲线。 

 

图 2 不同拟合阶数下单轴抗压强度随柱体倾角变化规律 

Fig. 2 Variation of uniaxial compressive strength under different  

..fitting orders with column inclination 

为了解释固有的各向异性，假设单轴抗压强度 cf
受样本方向的影响，并结合与式（12）相似的分布函
数来描述其变化。为了能反映材料各向异性屈服强度，

并防止欠拟合和过拟合，本文采用二阶微结构张量来

描述柱状节理岩体强度参数的空间分布屈服函数： 

{ }22 2
c  1 (1 3cos ) (1 3cos )ˆf A b Aβ β = + − + − f ，(40) 

式中， 
12.76 MPa 1.894 0.352ˆ 6A b= = =， ，f  。 (41) 

其余计算参数可根据室内试验曲线[1]数据，应用

单纯形最优化方法在 MATLAB 中构造寻优函数编程
计算得到。模型计算参数如表 1所示。 

应用表 1给出的力学参数，在 FLAC3D中可以调

用自定义本构模型来模拟柱状节理岩体的弹塑性变形

行为。数值模拟结果如图 3和图 4所示。 
本文将柱状节理岩体概化为横观各向同性连续

体，建立描述岩体力学特性的宏观本构模型。该模型

采用了一种考虑抗拉强度和屈服面角点平滑的修正

Mohr–Coulomb 准则，将其扩展到了空间各向异性，
包含一个各向异性标量参数，该参数用应力和结构取

向张量的混合不变量表示。 
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表 1 柱状节理岩体基本力学参数表 

Table 1 Mechanical parameters of columnar joints 
编号 #1 #2 #3 #4 #5 #6 #7 #8 #9 #10 #11 #12 #13 #14 #15 #16 

参数 E1/MPa E2/MPa G13/MPa 12v  13v  c/MPa ϕ /(°) fe  η)  A b 0h  1h  fe  B tθ  
数值 9.81 22.1 4.69 0.22 0.06 0.72 35.2 0.75 0.23 1.89 0.35 0.77 1.21 0.53 0.0018 25° 

 

图 3 三轴数值模拟位移云图（倾角 75°，围压 4 MPa） 

Fig. 3 Displacement nephogram by triaxial numerical simulation  

(angle of 75° and confining pressure of 4 MPa) 

 

图 4 三轴试验与模拟结果对比（倾角 75°，围压 4 MPa）[13] 

Fig. 4 Comparison between triaxial test and simulated results  

(angle of 75°and confining pressure of 4 MPa) 

结果表明，柱体倾角为 75°时节理岩体的变形具
有明显的方向性，模拟所得应力–应变曲线与试验数

据[13]基本吻合。 
应该强调的是，在对问题进行分析时，式（18）

中硬化特性仅通过调用一个标量参数 B来描述，由于
式（18）仅限于硬化状态，不包括应变软化分支。当
然也可以采用一种更复杂的方法，并假设这些特征受

到围压的影响，然而这样将不可避免地生成一组额外

的参数及公式。此外，该方法目的在于研究工程尺度

柱状节理岩体的物理力学特性，应用了一种折中的处

理策略，当研究尺度较小时，则需要进一步考虑对岩

体内部的结构面开展精细模拟。 

3  白鹤滩高坝坝基开挖工程数值分析 
3.1  白鹤滩坝区工程地质特征及网格建模 

白鹤滩水电站坐落于金沙江下游云南巧家县镜 

内，是金沙江下游干流河段梯级开发的第二个梯级电

站。主坝为混凝土双曲拱坝，最大坝高 289 m，计划
2022 年建设完工。白鹤滩水电站坝区属中山峡谷地
貌，坝址为单斜地层，主要为二叠系上统峨眉山组玄

武岩，如图 5，可分为 11个岩流层，岩层走向 N30～
50°E，倾向 SE，倾角 15°～25°。岩层岩性主要分
为斜斑玄武岩、隐晶玄武岩、柱状节理玄武岩、杏仁

状玄武岩、角砾熔岩和凝灰岩等。右岸坡顶顶部出露

三叠系下统飞仙关组泥质粉砂岩、粉砂质泥岩及少量

砂岩[2]。其中出露 2 3P β 层为柱状节理玄武岩，柱体长
度为 2～3 m，柱体倾角 70°～85°，柱体截面主要
为不规则五边形和四边形，截面边长为 10～20 cm。
柱体内部隐节理发育，开挖前节理闭合紧密[14]。 

 

图 5 拱坝轴线地质剖面示意图 

Fig. 5 Illustration of engineering geological section of arch axis 

图 6（a）为开挖模拟所用网格模型，坐标原点位
于拱坝轴线，建模范围为 1300 m×1500 m×1296 m。
在模型局部区域，对单元进行了细化剖分，网格平均

边长约为 1.5 m。采用 Hypermesh剖分三维实体，并
形成网格文件，然后将数据转换为相应的软件格式，

建立了数值计算网格模型，单元总数 145万个，节点
26万个。坝基开挖边坡及柱状节理玄武岩体为计算分
析重点关注的部位。除了层间错动带，该网格模型还

考虑了断层 F16、F17，以及柱状节理玄武岩层 2 3P β 中
的层内错动带 LS3319、LS3319-1、RS3315和 RS336，
如图 6（b）所示。 
3.2  模型参数及工况设置 

对模型前后左右 4个侧面施加法向约束，对底面施
加 x，y，z三向约束作为边界条件。模型自下而上共划
分有 8个地层，模型计算参数根据工程地质条件和岩石
力学参数试验等确定，主要岩体力学参数如表 2所示。 
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图 6 白鹤滩坝基开挖计算网格模型 

Fig. 6 Calculation grid model for excavation of foundation of  

…Baihetan Dam  

表 2 主要岩体基本物理力学参数 

Table 2 Basic mechanical parameters of main rock mass 

岩层分类 ρ /(kg·m-3) E/GPa ν  c/MPa ϕ /(°) 

C4层面以上 2700 11.0 0.23 1.10 47.7 
C4~C3层面 2700 13.2 0.23 1.37 51.8 
C3-1~柱状节
理顶面 

2600 10.2 0.24 1.07 48.0 

柱状节理层 2700 10.0 0.25 0.90 47.7 
角砾熔岩层 2600 9.0 0.24 1.08 47.2 
微新岩岩层 2850 22.0 0.22 2.10 57.2 

C4 2130 0.4 0.35 0.10 28.0 
C3 2130 0.4 0.34 0.10 28.0 

C3-1 2050 0.7 0.35 0.04 28.0 
F16 2130 1.5 0.35 0.20 29.2 

F17风化上段 2000 0.7 0.35 0.04 15.6 
F17风化下段 2130 1.2 0.35 0.05 20.8 
F17微新岩体 2130 2.0 0.35 0.20 29.2 

LS331 2150 1.5 0.35 0.30 30.0 
LS3319 2110 0.3 0.35 0.10 26.0 

LS3319-1 2000 0.3 0.35 0.15 27.0 
RS336 2000 0.3 0.35 0.15 27.0 
RS3315 2000 0.3 0.35 0.15 26.0 

考虑左右岸坝基岩石工程现场实际施工工序，依

照表 3对边坡开挖过程设置了 10个开挖步。 
表 3 模型开挖工况设置 

Table3 Setting of model excavation conditions 
开挖步编号 开挖台阶高程 现场开挖完成时间 

#1 左岸  800 m 2013.10.24 
#2 左岸  700 m 2014.08.19 
#3 右岸  800 m 2014.11.10 
#4 左岸  650 m 2014.12.03 
#5 右岸  700 m 2015.03.30 
#6 右岸  650 m 2015.06.24 
#7 右岸  600 m 2016.01.27 
#8 左岸  600 m 2016.06.03 
#9 600 m高程以下 2016.07.26 

#10 保护层 2016.08.14 

3.3  计算结果分析 

图 7为白鹤滩开挖模型左岸坝基不同高程处测点
位移变化曲线图。左岸坝基建基面岩体位移随开挖进

程逐渐增大；开挖完成时，岩体位移随岩体所在高程

减小而先增大后减小，坝基底部柱状节理岩体位移大

于上部非柱状节理岩体。 

图 7 左岸坝基不同高程处测点位移变化曲线图 

Fig. 7 Curves of displacement change at measurement points at 

different elevations of dam foundation at left bank 

图 8为考虑柱状节理岩体各向异性时白鹤滩坝基
边坡开挖过程位移变化云图。 

开挖完成时，建基面最大位移超过 50 mm，平均
位移为 25～40 mm；坝基开挖全过程中，最大位移出
现在各开挖步开挖梯段的边坡坡脚及开挖台阶面上；

岩体变形范围和变形程度随开挖进程逐渐增大；表层

岩体的变形较大，变形程度随岩体深度增加而逐渐减

小；岩体变形围绕断层和错动带发展，断层和错动带

周围的岩体变形显著大于不含断层和错动带的岩体

（实际现场开挖中对坝基出露断层采取了置换处理）。 
图 9为左岸坝基 658 m高程处多点变位计Mzjc-2

监测所得位移时程曲线，以及分别采用各向异性模型

和各向同性模型计算所得的变形曲线。从图中可以看

到，相比于只采用各向同性模型，采用各向异性模型

的位移计算结果与现场监测结果更为接近。 



第 9期                     殷  达，等. 基于微结构张量的岩石各向异性弹塑性本构及其应用 1757 

   

图 8 考虑柱状节理岩体各向异性模型开挖过程位移变化云图 

Fig. 8 Cloud charts of displacement change in excavation process considering anisotropic model of columnar jointed rock mass 

 

图 9 左岸坝基多点变位计Mzjc-2监测结果与计算结果对比 

Fig. 9 Comparison between monitoring and calculated results of  

Mzjc-2 multi-point displacement meter 

表 4为坝基开挖完成时刻左岸坝基柱状节理试验
区及左岸坝肩下游边坡处多点变位计变形监测结果与

数值模型计算结果的对比。 
表 4 坝基开挖结束时监测变形与计算位移对比 

Table 4 Comparison of monitored deformations and calculated 

displacements at completion end of excavation of dam foundation 

结果表明：各向异性模型位移计算误差明显小于

各向同性模型，这在柱状节理区域表现更为显著。 

为生成质量较高的三维网格模型，本文所用开挖

模型中开挖梯段高差（50～100 m）与实际工程施工
台阶（5～10 m）存在较大差距，这在模拟计算结果
中主要体现在变形的时间节点与实际监测结果存在一

定出入。另一方面，本文计算所采用的各向异性弹塑

性本构模型不能完整体现节理岩体卸荷松弛的时效

性。在后续的工作中，考虑引入各向异性时效损伤以

本文的相关工作进一步深化完善。 
 

4  结    论 
（1）结合微结构张量理论扩展了经典莫尔库仑模

型，完整推导了柱状节理岩体的各向异性弹塑性本构

模型。考虑各向异性的本构模型可以直观反映岩体强

度的各向异性空间分布，计算所需参数均可由试验结

果计算得到。 
（2）结合 FLAC3D二次开发接口对自定义本构模

型进行了开发。对所开发模型进行了数值验证，数值

计算结果与柱状节理相似材料室内三轴压缩试验结果

基本一致，表明该模型可以体现柱状节理材料的空间

各向异性特性。 
（3）应用所开发本构模型对白鹤滩水电站坝基边

坡开挖过程进行了模拟。计算结果表明，与未考虑各

向异性相比，考虑柱状节理岩体强度各向异性时坝基

边坡位移更接近于现场多点位移计监测结果，本文研

究工作对白鹤滩水电工程建设有一定参考价值。 

各向异性模型 各向同性模型 
测点编号 监测结果 

/mm 计算值 
/mm 

误差 
/% 

计算值 
/mm 

误差 
/% 

Mzjc-2 25.4 23.7  6.7 19.2 24.4 
Mzjc-3 24.9 21.8 12.4 18.0 27.7 
MZBJ-3  6.6  5.6 15.2  4.9 25.8 
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摘  要：地下水在非饱和土体中的输运过程及渗流特性具有重要的研究意义。首先，从反常扩散方程的角度分析地下
水在非饱和土中的输运过程，引入 Conformable导数，得到了一维情况下非饱和土空间分数阶渗流方程；其次，用全隐
式形式的有限差分法求解渗流方程离散格式，得到了求解的迭代矩阵；最后，根据已有论文的试验数据对渗流模型的

有效性进行了验证，并对公式中的参数进行了敏感性分析。结果表明，新模型能够较好地描述地下水在非饱和土体中

的输运过程，Conformable导数具有较好的适用性。 
关键词：非饱和土；空间分数阶导数；反常扩散；有限差分法；Richard's方程 
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Finite difference method for space-fractional seepage process in unsaturated soil 

WANG Rui1, ZHOU Hong-wei2, ZHUO Zhuang3, XUE Dong-jie2, YANG Shuai2 

(1. College of Civil Engineering, Hebei University of Engineering, Handan 056038, China; 2. School of Mechanics and Civil Engineering, 

China University of Mining and Technology, Beijing 100083, China; 3. Rowan University, New Jersey, 08028, USA) 

Abstract: The transport process and seepage properties of underground water in unsaturated soil are of great research 

significance. Firstly, the transport process of underground water in unsaturated soil in an anomalous diffusion perspective is 

analyzed, and by involving the Conformable derivative, the space-fractional anomalous diffusion equation in one-dimensional 

situation is derived. Secondly, the discretization schemes of this seepage equation are derived by using the full-implicit finite 

difference method. The iterative matrix of numerical modelling is derived as well. In the end, the effectiveness of the numerical 

solution in the space-fractional anomalous diffusion equation is verified by comparing the numerical solution with the 

experimental data in the existing paper. In addition, the sensitivity of the parameters in the seepage equation is analyzed. The 

results show that the new model can well characterize the transport process of underground water in unsaturated soil, and the 

Conformable derivative is suitable for this method. 

Key words: unsaturated soil; space-fractional order derivative; anomalous diffusion; finite difference method; Richard’s 

equation 

0  引    言 
地下水在土体中的输运过程及渗流特性对于研究

地下工程中污染物迁移、溶质扩散、水库边坡稳定及

高放废物处置等问题具有指导意义。在实际工程中遇

到的土体大多处在非饱和状态（地下水位以上），非饱

和土是固、液、气三相介质，其输运过程远比饱和土

（固、液两相介质）复杂[1]。1856年，法国工程师 Darcy
根据水通过饱和砂的试验研究总结出了针对水在饱和

土体中输运过程的达西定律。但是达西定律并不能适

用于流体在非饱和土体中的输运问题。Buckingham等
通过考虑非饱和渗流过程中土体渗透系数与吸力或吸

力水头的函数关系，将达西定律推广用于解决非饱和

液体流动问题[2-3]。Richards 等[4]结合土中液体非稳定

流或瞬态流控制方程，得到了著名的 Richards方程，
根据适当的边界条件和初始条件来求解 Richards 方
程，可把吸力场表达为时间与空间的相关函数。考虑

到 Richards方程与扩散方程形式上的相似性[5-7]，近年

来，很多学者从扩散现象的角度出发研究地下水在非

饱和土体中的输运过程，发现并不满足经典的 Fick梯
─────── 
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度扩散定律[8]，其均方位移（mean square displacement, 
MSD）与时间并不呈现线性关系，属于反常扩散过程。 
反常扩散过程本质上是一种非马尔科夫非局域性

运动[9]，必须考虑运动过程中的时间相关性和空间相

关性[10]。例如，在反常扩散过程中，空间中某点的通

量（流量）不仅与该点小范围内的浓度梯度（水头）

成正比，也与其他地方粒子的运移有关，即体现了运

动过程中的空间相关性（或非局域性）。由此可以在

Richards 方程中引入分数阶微积分，用分数阶偏微分
方程来处理。关于分数阶导数，最常用的定义有

Rieman-Liouville 定义和 Caputo 定义，尽管这些定义
在某些方面具有其优点，但并不满足普通导数定义的

性质，例如乘法规则、商法则、链式法则等[11]。对此，

Khalil 等引入了一种新的分数阶导数定义，具有普通
导数的运算规则，称为 Conformable导数[12]。 
此外，由于分数阶偏微分方程形式的复杂性，难

以得到解析解，其数值解多用有限差分法求得。本文

通过在 Richards方程中引入空间分数阶导数，结合全
隐式形式的有限差分法对空间分数阶 Richards方程进
行了求解，并与试验结果进行比较。 

1  一维情况下的空间分数阶 Richards
方程 
对于非饱和土，考虑渗透系数与吸力水头的函数

关系得到应用于非饱和土液体流动的达西定律： 

( ) hq k h
x

∂
= −

∂
  ，            (1) 

式中，q为流量（m/s），k(h)为渗透系数（m/s），h为
总水头（m）。 
按照链式法则，将式（1）用体积含水率表示为 

( ) ( ) ( )h hq k h k h D
x x x

θ θ
θ

θ
∂ ∂ ∂ ∂

= − = − = −
∂ ∂ ∂ ∂

 ， (2) 

式中，θ 为土体体积含水率（量纲为 1），D(θ)为非饱
和土的水力扩散系数（m2/s），且有 

( ) ( ) hD kθ θ
θ

∂
=

∂
  。          (3) 

由于非饱和土渗流过程是一种反常扩散过程，必

须考虑运动过程的空间相关性[13]，因此在应用于非饱

和土的达西定律中引入空间分数阶微积分，将式（3）
变换为 

( )q D
x

α

α α

θ
θ

∂
= −

∂
  ，           (4) 

式中，α 为空间分数阶阶次，0<α <1，Dα(θ)为广义水

力扩散系数（m1+α/s）。 
将式（4）代入土体瞬态流控制方程[3]： 

q
x t

θ∂ ∂
− =

∂ ∂
  ，               (5) 

得到 

( )D
x x t

α

α α

θ θ
θ

 ∂ ∂ ∂
= ∂ ∂ ∂    。       (6) 

式（6）为一维情况下带有空间分数阶导数α 的
非饱和土渗流方程。当分数阶阶次为 1时，式（6）退 
化为用含水率表示的 Richards方程[3]： 

( )D
x x t

θ θ
θ

∂ ∂ ∂  = ∂ ∂ ∂    。        (7) 
式（7）中忽略土壤容量的变化及含水率在土中呈

现的滞后效应[13]。 

2  Conformable 导数定义下的分数阶偏
微分方程有限差分离散格式 

Conformable导数的定义为[12] 
1

0

( ) ( )( ) lim f x t f tT f x
α

α ε

ε
ε

−

→

+ −
=

  。 (8) 
Conformable导数与一阶导数的关系为 

1 d ( )( )
d
f xT f x x

x
α

α
−=

  。          (9) 

令 ( )D A
x

α

α α

θ
θ

∂
=

∂
，利用中心差分，则式（6）左

侧的离散格式为 
1 1

1 2 1 2
j j

i iA AA
x x

+ +
+ −−∂

=
∂ ∆   ，       (10) 

式中，
1

1 1 1/ 2
1/ 2 1 2( )

j
j j i

i iA D
x

α

α α

θ
θ

+
+ + +

+ +

∂
=

∂
，利用 Conformable导

数与一阶导数的关系，有 
1

1 1 1 1/ 2
1/ 2 1/ 2( )( )

j
j j i

i iA D i x
x

α
α

θ
θ

+
+ + − +

+ +

∂
= ∆

∂   

  
1 1

1 1 1
1/ 2( )( )

j j
j i i

iD i x
x

α
α

θ θ
θ

+ +
+ − +

+

−
= ∆

∆
  ，.    (11) 

同理，有
1 1

1 1 1 -1
-1 2 -1/ 2( )( )

j j
j j i i

i iA D i x
x

α
α

θ θ
θ

+ +
+ + − −

= ∆
∆

。 

得到式（6）左侧的离散格式： 

( )D
x x

α

α α

θ
θ

 ∂ ∂
= ∂ ∂ 

1 1 1
1/ 2 1[ ( )( )j j j

i i iDα θ θ θ+ + +
+ + − −  

  1
1 1 1

1/ 2 1 1+( )( )
( )

j j j
i i i

iD
x

α

α αθ θ θ
−

+ + +
− − −  ∆

。
 
      (12)

 

进而得到式（6）的离散格式： 
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1
1 1 1 1 1 1

1/ 2 1 1/ 2 1 1+( )( ) ( )( )
( )

j j j j j j
i i i i i i

iD D
x

α

α α αθ θ θ θ θ θ
−

+ + + + + +
+ + − − − − −  ∆

 

1j j
i i

t
θ θ+ −

=
∆

  。                  (13) 

根据有限差分法应用于非饱和土渗流的“滞后性”

原理[15]，Dα(θi
j+1)可近似表示为 Dα(θi

j)，则式（13）可
表示为 

1
1 1 1 1

1/ 2 1 1/ 2 1 1+( )( ) ( )( )
( )

j j j j j j
i i i i i i

iD D
x

α

α α αθ θ θ θ θ θ
−

+ + + +
+ + − − − − −  ∆

1j j
i i

t
θ θ+ −

=
∆

  。                  (14) 

令
1

1/ 2 1+( )
( )

j j
i i

iD
x

α

α αθ γ
−

+ =
∆

，
1

1/ 2 1+( )
( )

j j
i i

iD
x

α

α αθ η
−

− =
∆

，

1
t

λ=
∆

，则式（14）可简化为 
1 1 1

1 1( )j j j j j j j j
i i i i i i i iγ θ γ η λ θ η θ λθ+ + +

+ −− + + + = −  。 (15) 
利用全隐形式的有限差分法对式（6）求解的原理

是，如图 1定义求解区域为半无限大空间网格，横坐
标为位置 x，纵坐标为时间 t，边界条件 x=x0，x=xI及

t=t0时的含水率已知。用 θi
j+1表示 t=tj+1，x=xi含水率

的值，在任意 t=tj+1时刻，I-1个未知量 θ1
j+1～θI-1

j+1

可由前一行 t=tj时刻 I-1个已知量 θ1
j～θj

I-1列出的 I-1
个方程求得。由于边界条件 t=t0时刻含水率已知，利

用上述关系递推即可求得含水率矩阵。 

 

图 1 隐式有限差分法示意图 

Fig. 1 Full-implicit finite difference method 

3  基于 MATLAB 的有限差分法求解分
数阶偏微分方程 
将式（15）用如下矩阵表示为 

A T b⋅ =
ur ur r

  ，              (16) 

式中， A
ur
为系数矩阵，T

ur
为含水率矩阵，b

r
为常数矩

阵。 

图 2 相同时间不同分数阶阶次α 对于反常扩散的影响 

Fig. 2 Effects of fractional order α  on anomalous diffusion  

under same time 

将式（15）中的位置变量 i从 2变换到 I-1，可以
得到在 t=tj时刻的方程如下： 

1 1 1
2 2 2 2 3 2 2 1

1 1 1
3 2 3 3 3 3 4 3

1 1 1
4 3 4 4 4 4 5 4

1 1 1
5 4 5 5 5 5 6 5

( )  

( )  

( )  

( )  
                            

j j j j j j j j

j j j j j j j j

j j j j j j j j

j j j j j j j j

γ η λ θ γ θ λθ η θ

η θ γ η λ θ γ θ λθ

η θ γ η λ θ γ θ λθ

η θ γ η λ θ γ θ λθ

+ + +

+ + +

+ + +

+ + +

− + + + = − −

− + + + = −

− + + + = −

− + + + = −

M M M

，

，

，

，

1 1 1
1 2 1 1 1 1 1

     
( )  j j j j j j j j

I I I I I I I Iη θ γ η λ θ λθ γ θ+ + +
− − − − − − −










− + + = − − 

M

，

(17) 

得到此时的含水率矩阵为

1
2

1
3

1
4

1
1

2

j

j

j

j
I

I

T

θ

θ

θ

θ

+

+

+

+
−

−

 
 
 
 =  
 
 
 
 

ur

M

 ，       (18) 

常数矩阵为

1
2 2 1

3

4

5

1
-2

1
1 1

2
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I
j j j

I I I
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 
 
 
− 

 − − 

r

M

  。        (19) 

结合公式（18），（19），得到系数矩阵为 

2 2 2

3 3 3 3

4 4 4 4

2 2 2 2

1 1 1 2 2
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0 ( ) 0
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 − + +

=  
 
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L

L

ur L

M M M M M M

L

L
（ ）（ ）

。(20)



1762                         岩  土  工  程  学  报                                    2020年 

4  分数阶阶次的敏感性分析 
通过改变分数阶阶次α 得到的对同一时间不同

距离的含水率变化图，探究分数阶阶次对反常扩散过

程的影响。由图可知分数阶阶次对于反常扩散过程空

间相关性或非局域性的影响：由于水力扩散系数

D x α−∝ [14]，因而分数阶阶次越小（图中由下至上），

其对应的扩散速度越快，表明空间相关性效果更强，

使得其反常扩散过程比正常扩散（α =1时）快，与经
典分数阶导数定义下（Rieman-Liouville定义和 Caputo
定义）的反常扩散性质相符[9]。 

5  拟合结果 
El ABD[17]利用中子射线成像技术研究了水在烧

结砖体中的入渗现象，得到了体积含水率随时间与位

置变化的试验数据。 
通过引入试验中的初始边界条件 x=x0 时相对含水

率为 0.6，t=t0时相对含水率为及 x=xI时相对含水率为 0，
根据式（16），（18），（19）和（20）利用 MATLAB 对
试验数据进行拟合。试验数据和拟合结果见图 3，4。 
图 3是拟合结果在三维图形中及分别在固定时间

t固定位置 x的显示。三维图中 x，y轴分别代表时间
与距离，z轴为相对含水率。由三维图中的趋势可知，
对于同一位置，随着时间增加含水率同时增加（时间

越久，非饱和土体越接近饱和）；对于同一时间，随着

距离的增加含水率逐渐减小（距离水源越远，相对含

水率越小）。三维图左边的二维图代表固定几个时间

（2，20，40，60，80，100，120，140，160，180，
200 min）下得到的含水率在此时刻随着距离的变化而
变化的规律。三维图右边的二维图代表着固定几个位置

（0，12，24，36，48，60，72，84，96，108，120 mm）
下得到的含水率在此位置下随着时间变化而变化的规

律。由图可知在初始位置相对含水率保持不变，其他位

置相对含水率随着时间增加而增加，最终将趋近饱和。 

 

图 3 含水率 θ随时间 t、位置 x变化图 

Fig. 3 Fitting results of changes of moisture content with time and  

displacement 

图 4为 3个不同时间下，固定时间 t得到的不同
位置上相对含水率的模型数值解与试验数据的对比，

通过对比图可知，空间分数阶渗流模型的数值解在中、

短时间的拟合结果与试验结果匹配程度较高，t 增加
时拟合结果出现了一定偏差。原因是本文中水力扩散

系数 D（由土水特征线[18]得到）采用的是幂律形式经

验公式（D=Aθr）[19]，当试件整体饱和度较高的时候，

此表达式不足以描述这一复杂情形，在已有研究中已

经体现了这一特性[20]。 

 

图 4 不同时间拟合结果与试验数据对比图 

Fig. 4 Comparison between fitting results and experimental data of  

changes of moisture content under different time 

图 5 是使用空间分数阶 Richards 方程与普通阶
Richards 方程关于同一组试验数据的拟合结果对比
图。由图可知，分数阶 Richards方程比普通阶 Richards
方程的拟合效果更好，且因为在方程中加入了空间分
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数阶的效果，其渗流速度比普通扩散要快，与经典分

数阶导数定义下（Rieman-Liouville 定义和 Caputo 定
义）的反常扩散性质相符[9]。 

 

图 5 空间分数阶渗流模型与 Richards方程拟合结果对比 

Fig. 5 Comparison of fitting results between space-fractional order  

and Richard's equation  

6  结    论 
本文通过针对非饱和土渗流过程的 Richards 方

程，从反常扩散的角度引入空间分数阶导数，结合

Conformable 导数与一阶导数的关系，得到了适用于
反常扩散过程的一维空间分数阶 Richards方程，并对
空间分数阶 Richards方程的数值解进行探讨，得到了
全隐式形式下的有限差分离散格式，在已有论文的试

验基础上将试验数据与用 MATALB 得到的数值解进
行对比。此外还分析了方程中分数阶导数的意义及对

渗流过程的影响，主要得出以下结论： 
（1）地下水在非饱和土中的渗流过程与反常扩散

过程具有相似性，从反常扩散的角度研究渗流问题是

可行的，二者可以看作同一物理过程的不同表现形式。 
（2）空间分数阶反常扩散模型具有广泛的适用

性：当分数阶阶次为 1时，公式退化为 Richards方程，
可以描述经典渗流过程；当分数阶阶次时，可以描述

考虑非局域性的渗流过程。 
（3）从数值解来看，相同条件下空间分数阶-反

常扩散速度比普通扩散速度快，这与经典分数阶导数

定义下理论求解的反常扩散性质相符。将这个结论应

用到渗流中，空间分数阶渗流比 Richards方程描述下
的渗流速度要快。 

（4）基于 Conformable导数定义下的空间分数阶
渗流模型能够较好地描述地下水在非饱和土中的输运

渗流过程，其有限差分方法具有较好的适用性。 
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基于 3D打印研究颗粒形状对砂土宏观力学性质的影响 
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摘  要：颗粒形状是影响砂土宏观力学指标的重要因素。提出一种修正的三维形状系数S ′表征颗粒的三维形状，通过
3D打印技术打印特定形状的砂颗粒，进行相对密度试验以及颗粒材料在不同相对密度与应力状态下的直剪试验，分别
测得不同形状砂颗粒的极限堆积状态和宏观力学响应。试验结果表明：三维形状系数S ′可有效克服二维形状指标需确
定多参数贡献度的缺陷；随着S ′值的增大，颗粒堆积时的最大、最小孔隙比以及两者间的差值均增大；Dr相同条件下，

S ′值与临界状态摩擦角成正相关，而由于S ′值增大时，相同 Dr条件下越难达到密实的堆积状态，使得峰值剪胀角与峰

值内摩擦角随S ′值的增大，表现出先增大后减小的规律，即存在一个临界三维形状系数值。基于试验数据建立S ′值与
宏观力学指标之间的关系式，为工程设计与数值模拟考虑颗粒形状的影响提供理论依据。 
关键词：颗粒形状；剪切性能；3D打印；砂土；直剪试验 
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Effects of particle shape on mechanical performance of sand with 3D                   
printed soil analog  

KANG Xin1, CHEN Zhi-xin1, 2, LEI Hang1, HU Li-ming2, CHEN Ren-peng1 
(1. College of Civil Engineering, Hunan University, Changsha 410082, China; 2. State Key Laboratory of Hydro-Science and Engineering, 

Department of Hydraulic Engineering, Tsinghua University, Beijing 100084, China) 

Abstract: At particle scale, the morphological characteristics have a significant effect on the mechanical responses of sand. To 

analyze such effect, a modified 3D shape factor S ′ is introduced to quantify the particle shape. The particles with the designed 

shape are fabricated through the 3D printing technology. The mechanical responses of the particles are obtained in the direct 

shear tests performed under a range of normal stress levels and relative packing densities. The data analysis shows that the 

difficulty of estimating the effects of particle shape on strength using 2D shape factors can be effectively overcome by the shape 

factor S ′ . The maximum and minimum void ratios have internal correlations with the values of S ′ . The comparison of the 3D 

printed soil analog and natural soil particles demonstrates the serviceability of 3D printed particles as substitutes for sandy 

materials in the laboratory. In addition, the critical state friction angle is found to increase with the increase of value of S ′ , but 

both the peak dilation angle and the peak internal friction angle are found to increase initially then decrease after reaching the 

peak, for the reason that irregularity promotes looser packing. This observation indicates that there exists an optimal particle 

shape factor of granular materials in nature. Finally, the relationship between S ′ and mechanical properties is established to 

provide theoretical basis for considering the effects of particle shape in engineering design and numerical simulations. 

Key words: particle shape; mechanical performance; 3D printing; sand; direct-shear test  

0  引    言 
砂土的强度在土木工程中具有重要意义，它是计

算地基承载力、土坡稳定性和挡土墙土压力的关键。

砂土作为一种松散多相的颗粒类材料，其强度往往取

决于颗粒间的相互作用。颗粒层面的运动以及相互作

用力构成了砂土宏观力学特性的基础。砂土颗粒层面

物理要素主要包括颗粒的大小，级配与形状，关于前

两者，已有大量研究表明其对砂土力学性质的重要影

响。Miskin 等[1]指出，虽然距库仑提出土的强度公式

已过去两百多年，但目前对颗粒材料的形状与其力学

性能之间联系的理解仍较浅。然而，砂土颗粒形状差

─────── 
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异很大，选择特定的颗粒形状往往意味着选择了特定

的颗粒排列与力学性能[1]，忽略颗粒的形状特征会对

设计结果和工程造价造成较大影响。因此，对砂土这

种在自然界中广泛存在的颗粒材料，很有必要深入探

究颗粒多层面的形状要素与其物理力学性质之间的关

系。 
在以往关于颗粒形状的研究中，存在着两个关键

的难题需要解决：一是表征颗粒形状时，多是对显微

镜获取的二维图像进行傅里叶级数或分形维数等数学

描述[2-3]，或是直接构建二维形状系数。前者在实际工

程中的应用过于复杂，后者需进行大量的数理统计分

析来确定多个二维参数的贡献度[4-5]。二是室内试验采

用天然颗粒时，难以找到形状一致的颗粒，且很难完

全消除颗粒级配的影响，使得试验结果存在较大的离

散性；而当采用其他材料的颗粒代替时，能研究的颗

粒形状局限于单球或是双球等颗粒形状 [6-8]。因此，

先前的研究难以将颗粒的形状同砂土的其他颗粒层面

的要素独立开来，比如颗粒尺寸、材料等，导致在进

行常规室内试验时，难以揭示某一特定的颗粒层面要

素对颗粒力学性能所造成的独立影响[9]。 
近些年来新兴的 3D 打印技术被初步应用到岩土

工程领域的研究中。3D打印技术可以满足自由的、个
性化的设计与生产，且具有制备复杂颗粒形状的能力。

通过使用该技术打印设计好的具有独立形状的颗粒进

行室内试验，为定量研究颗粒形状与其物理性质、宏

观力学性能等的联系带来了可能。 
本文从颗粒的三维几何特征出发，引用并修正三

维形状系数 S ，解决砂土颗粒形状的表征问题；应用
3D打印技术制备特定形状，排除其他因素影响，通过
室内物理试验，从细观的角度揭示形状对颗粒材料物

理性质及宏观力学性能的影响，并建立两者间的联系。 

1  试验材料制备 
在本次研究中，选用 6种不同形状的颗粒，分为

3D打印颗粒与天然砂粒。试验颗粒的显微镜图以及级
配如图 1所示。3D打印的颗粒包括球体（SP），正四
面体（TE），正八面体（OC），正六面体（CU），均按
等体积原则打印；天然颗粒包括渥太华砂（OT），灵
寿砂（DO）。结合以往学者的研究，本次试验中选用
熔融沉积型（FDM）技术，采用热塑性材料 PLA 进
行颗粒的打印。3D打印流程如图 2所示。对试验颗粒
进行表面形貌扫描，如图 3所示。3D打印具体流程如
下： 

（1）3D 打印建模：在 CAD 三维建模模式中，
设计需要打印颗粒的形状，并将该 CAD 文件导出为

3D打印机可识别的 stl文件格式。 
（2）切片处理：在与打印机匹配的切片软件

Ultimakercura 3.6.0中，对 3D模型进行切片处理，设
置打印参数与路径，并传输到 3D打印机。3D打印参
数为：喷嘴口径 0.25 mm，分层厚度 0.06 mm，试样
填充率 100%，打印速度 30 mm/s，打印精度小于 200 
m。 

（3）3D打印及后处理：3D打印机根据设置的参
数与路径进行分层打印，完成后将试样多余材料去除。 

图 1 试验颗粒显微镜及颗粒级配图 

Fig. 1 Microscopic images and grain-size distribution curves of  

.particles used in study 

图 2 3D打印流程 

Fig. 2 Process of 3D printing 

2  构建形状参数并表征颗粒形状 
从三维的角度出发，对颗粒的形状特征进行量

化，Su等[10]提出基本几何等效原则，建立颗粒三维尺

寸体积 V，表面积 A，与粒径 L之间的关系式，定义
为颗粒的形状系数，见式（1）。其中，V 体现相同接
触面积下，颗粒堆积的密实程度；A反映相同体积下，
颗粒的伸展程度，其对颗粒间的咬合，转动有较大影

响。 /A V 能量化颗粒形状在颗粒间相互作用时的影
响，粒径 L能消除颗粒尺寸变化对比表面积所造成的
影响。 

 ( / )
6

A V LS ×
=   ，           (1) 

式中，Su等[10]定义最小外接球直径作为颗粒粒径 L，
但如以正八面体与正六面体为例，假设两者的边长分

别为 a和 b，根据计算形状系数 S所需的参数，体积 V
分别为 32 / 3a ， 3b ，表面积 A分别为 22 3a ， 26b ， 
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图 3 原子力显微镜表面三维形貌扫描图 

Fig. 3 Atomic force microscopy scans of particles 

外接圆直径 L分别为 2a， 3b，由于表面积与最小
外接圆的直径并非成比例的关系，计算所得 S 均为

3，出现 S值发生重叠的情况，不具备普适性。 
针对该问题，本研究采用与颗粒等体积的等效球

直径为名义长度 L′的方法进行修正，公式推导如下： 
假设颗粒的体积为 V1，表面积为 A1，则其等效球

的直径为 3
1 12 3 /(4π)L V′ = ⋅ ，且 1 1 1/ /A V k L′= ；相同形

状不同颗粒尺寸的颗粒体积为 V2，表面积为 A2，则其

等效球的直径为 3
2 22 3 /(4π)L V′ = ⋅ ， 2 2 2/ /A V k L′= ，

修正后的形状系数为 

1 1 2 2( / )/6 ( / )/6 ( / )/6S A V L k L L k L L k′ ′ ′ ′ ′ ′= × = × = × = 。(2) 
当形状确定时，A/V值仅与 L′有关，可知 k值仅

由颗粒的形状决定。由式（2）可知，修正后， S ′被

无量纲化，消除了尺寸效应的影响，综合考虑了颗粒

几何参数：体积、表面积以及长度对砂土颗粒宏观力

学性质的影响，并且具有表征形状的唯一性。S与 S ′
值可以直接通过式（1），（2）的计算得出，如表 1所
示。 

表 1 3D打印颗粒的几何尺寸及形状系数值 

Table 1 Geometric parameters and shape factors of 3D printed  

.particles 

名称 体积 V 
/mm3 

表面积 S 
/mm2 

粒径 L 
/mm 

形状

系数 S 
修正后形状

系数S ′  
SP 4.189 12.566 2 1 1 
OC 4.189 14.861 2.929 1.732 1.18 
CU1 4.189 15.591 2.792 1.732 1.24 
TE 4.189 18.724 3.287 2.449 1.49 

CU2 8 24 3.464 1.732 1.24 

若直接通过试验测量天然砂粒的比表面积，进而

确定其形状系数，比表面积值会受到粗糙度的影响，

因此建议采用 Mollon 等[11]提出的采用傅里叶描述符

生成真实 3D 砂颗粒模型的方法，获取颗粒的三维几
何参数，进而通过公式计算获取形状系数值。但由于

砂粒存在不均匀性，因此在本次试验中，只将天然砂

粒作为对照部分，仅对其的形状做定性的分析。 
当按照 Krumbein 等所整理出的矿物形状分布表

进行形状系数计算时[12]，未修正前 S 值范围为 1～3
之间[10]，在本文中采用 S ′值的范围为 1～2.449之间，
所占的比例为 2.449/3=81.6%，表明研究的范围较大，
能较多涵盖到自然界中可能存在的砂颗粒形状范围。 

3  室内试验 
为反映颗粒形状对砂土堆积状态的影响，本研究

根据《SL 237—1999土工试验规程》的要求，分别对
颗粒的最大与最小孔隙比进行测定。试验结果如表 2
所示。为研究土体剪切破坏行为以及测定抗剪强度指

标，在两种相对密实度 Dr=0.4，Dr=0.9，以及法向应
力分别为 50，100和 200 kPa（应力状态编号分别为 1，
2和 3）对颗粒进行直剪试验，本次试验的最大剪切位
移为 8 mm，与试样直径之比为 8/61.8= 12.9% > 10%，符
合规范D3080M—11[13]，大于前人试验采用的比值[7，14]。 

表 2 试验材料的形状参数及极限孔隙比 

Table 2 Shape parameters and extreme void ratios of materials 
颗粒

名称 
球度 S1 

棱角度
Ag 

最小 
孔隙比 

最大 
孔隙比 

孔隙比

差值 Ie 
SP 1 1 0.639 0.796 0.157 
OC 0.866 1.104 0.715 0.95 0.235 
CU1 0.707 1.129 0.815 1.175 0.36 
TE 0.333 1.258 0.867 1.400 0.533 

CU2 0.707 1.129 0.68 1.033 0.353 

试验可以得到不同形状颗粒剪应力、法向位移与

剪切位移间的关系曲线，剪切应力根据剪切过程中面

积的损失进行修正[15]。本文中给出相对密实度 Dr 为

90%，法向应力为 50 kPa时 4种打印颗粒的试验曲线，
如图 4所示。其中，SP-1-0.4表示相对密实度 Dr=0.4，
应力状态为 1，即 50 kPa下的球体，其余以此类推。 

选取两种相对密实度下，法向应力为 50 kPa的灵
寿砂与打印的六面体 1颗粒的试验曲线，如图 5所示。
可以看出，打印颗粒的剪切行为与天然颗粒具有相似

性，存在峰值抗剪强度，达到峰值之后逐渐趋向于稳

定，说明采用 3D 打印颗粒研究砂土宏观力学性能影
响机制的可行性。从图 5（b）中可以看出，灵寿砂达
到峰值状态所需位移为 2.08 mm，而正六面体为 4.90 
mm。由表3所示，石英的抗压强度与弹性模量均是PLA
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材料的几十倍，因此，当其他条件相同时，天然砂粒

达到峰值状态所需位移会明显小于打印颗粒的位移。 

 

图 4 3D打印颗粒直剪试验曲线( nσ =50 kPa，Dr=90%) 

Fig. 4 Direct shear test curves of 3D particles ( nσ =50 kPa， 

..Dr=90%) 

 

图 5 灵寿砂与正六面体 1直剪结果对比图（ nσ =50 kPa） 

Fig. 5 Comparison of direct shear test curves between dolomite  
..sand and cube 1（ nσ =50 kPa） 

表 3 试验材料的基本力学性质 

Table 3 Basic mechanical parameters of test materials 

类型 
密度 

/(103kg·m-3) 
抗压强度
σ /MPa 

弹性模

量 E/GPa 
泊松比 

ν  
PLA材料 0.75 32.44 1.53 — 
石英 2.2 1100 72 0.17 

4  试验成果讨论 
4.1  颗粒堆积状态 

在以往基于二维图像的颗粒形状表征中，主要分

为 3 个层次[5]，分别为颗粒轮廓的整体特征，颗粒轮

廓的凹凸程度以及颗粒表面的粗糙度，分别用球度 S1、

棱角度 Ag以及形状因子ς 表示。3D打印的精度较高，
因此颗粒表面的粗糙度影响可以近似认为相同。从图

1 中可以看出，由于采用分层打印的方式，在打印颗
粒表面会有层状纹理，剪切时会增加颗粒间的微咬合，

进而增大颗粒的剪切强度。图 3为灵寿砂和正六面体
的原子力显微镜扫面图，扫描范围分别为 10 μm×10 
μm和 20 μm×20 μm，采用的成像模式是非接触式
模式。可以看出，3D打印材料的扫描区域位于层状纹
理的凸起处，相较于天然砂粒，其材料表面更加光滑

平顺。对比发现，造成打印颗粒与天然颗粒表面粗糙

度不同的因素主要来自于上述两个方面，但由于目前

室内试验的研究中无法定量表征两种颗粒粗糙度的差

异，且其相对于颗粒球度以及棱角度等因素而言对砂

土剪切性能的影响较小，故本次研究忽略表面粗糙度

的影响。 
表 1中前 4种 3D打印颗粒材料相同、体积相同，

相对密度试验结果如图 6所示，可以看出，随着 S ′值
的增大，颗粒的最大孔隙比 emax，最小孔隙比 emin以

及两者间的差值 Ie随之增大，这是由于规则形状的颗

粒，在颗粒间更容易发生相互滑动与转动，因此更容

易形成密实的结构，且最疏松和最密实的情况下，Ie

不大。反之，颗粒间的转动受限，疏松的情况下颗粒

间的孔隙体积大，当对其进行振动击实时，颗粒间会

发生重排列，因此孔隙变化的范围较大。通过该范围

值可以定性判断颗粒形状的规则程度，进而预估颗粒

的形状系数值范围。由表 2可知，随着 S ′增大，球度
与圆度均减小，emax，emin 及其 Ie 均增大，该规律与

Cho 等[4]、Fraser 等[16]的研究结论相类似，侧面说明

了采用形状系数 S ′可综合反映多个二维形状系数值
的复合影响。表中正六面体 2的 emax与 emin均比正六

面体 1的小，说明颗粒的尺寸也会影响到该值的大小，
随着颗粒尺寸增大，颗粒整体的可压缩性提高，而能

达到的最大孔隙率降低，这与 Islam等[17]所得的结论
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是一致的。 

 

图 6 极限孔隙比随形状系数 S ′的变化规律 

Fig. 6 Variation of limit void ratio with particle shape factor S ′  

4.2  经验应力剪胀关系式 

由于采用最大法向应力水平为 200 kPa，属于较低
的应力水平，剪切后未发现颗粒破碎，因此砂土颗粒

在剪切过程中的抗剪强度主要来源于两部分的贡献，

一是颗粒间的摩擦作用，二是由于颗粒间产生咬合作

用，剪切过程中，在克服该作用时会引起体积的变化。 
Bolton [18]通过采用砂样进行平面应变与三轴试

验，认为平面应变的应力剪胀关系满足式（3）。考虑
到采用理论推导应力剪胀关系的难度以及Bolton所提
的经验公式的适用性，本次分析中采用 Bolton的经验
公式作为框架，通过 Dai等[7]所提的修正经验公式（式

（4）），对试验结果进行处理。 

 d,ps cs,ps0.8ϕ φ ϕ= +   ，            (3) 

 d,ds csϕ ςφ ϕ= +   。             (4) 
根据上述的应力剪胀关系式，由于直剪试验刚开

始时，剪切力所做的部分功会被颗粒的弹性变形所吸

收，而当剪切位移较大时，剪切试样的应力应变不均

匀程度大，因此，同一形状颗粒，在 6种状态下（Dr

与 nσ [2×3]），采用当剪切位移分别等于 2，3，4，5，
6 mm，以及达到峰值状态下的滑动摩擦角和剪胀角作
为纵坐标和横坐标，对打印颗粒的应力剪胀关系进行

拟合，结果如图 7所示。其中，拟合直线的斜率代表
关系式中的ς 值，截距代表打印颗粒的临界状态摩擦
角 csϕ 的大小。绘制 3D打印颗粒 d csϕ ϕ− 与剪胀角φ可
以得到ς 值的规律，如图 8（a）所示，ς 值并非定值，
而是随颗粒 S ′值的增大，先增大后减小。对渥太华砂
与灵寿砂试验结果进行拟合，得到的ς 值分别为 0.783
与 0.873，说明不同砂粒间由于颗粒形状，颗粒尺寸与
粒间摩擦系数等不同，会导致ς 值发生变化，而 Bolton
所取的值可能为该变量的特例[18]。如图 8（b）所示，
相对于 Bolton所提出的定值 0.8，3D打印颗粒ς 值变
化范围较大，最大值为 0.153，说明该值对颗粒剪切性
能的影响不可忽视。 

 

图 7 试验颗粒应力剪胀关系线性拟合图 

Fig. 7 Linear fitting of stress-dilatancy relationship of particles 

 

图 8 3D打印颗粒应力剪胀关系图 

Fig. 8 Stress-dilatancy relationship of 3D printed particles with  

..various shapes 
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4.3  临界状态摩擦角 

临界状态摩擦角，表征当砂土颗粒产生大应变的

情况下，达到稳定的状态时残余强度大小[19]。该值与

砂土所受的应力路径，试样的制备方式以及初始的孔

隙比均无关[18]。临界状态角反映的是颗粒移动的贡

献，从图 8（a）中可以看出，该值的变化规律同二维
形状系数的变化规律成正相关，这与 Cho等[4]、Chan 

等[20]的发现相似。正四面体与球体的临界状态摩擦角

之间相差 4.701°，说明颗粒形状对颗粒剪切强度的影
响较大。 
颗粒的移动主要包括颗粒接触面上的滑动以及颗

粒间的转动。颗粒间滑动摩擦力T Nµ ′= ， µ ′值的大
小与颗粒间的接触面积及法向应力的大小无关，因此

不同形状颗粒的 µ ′值相同。而由于圆球的转动较容
易[21]，说明临界状态摩擦角的差值可以反映的是颗粒

形状对颗粒间转动的限制作用。这可以为在数值模拟

中考虑颗粒形状对转动的影响提供依据。 
4.4  峰值剪胀角 

为衡量剪切过程中颗粒剪胀性的变化情况，引入

剪胀角的概念，当颗粒的抗剪强度达到峰值时，往往

对应着峰值剪胀角，其表达式为  
1 v

max
h max

tan
δ

φ
δ

−  =  
 

  ，          (5) 

式中， vδ 与 hδ 分别为剪切位移与法向位移的增量。两
种相对密实度下不同颗粒的峰值剪胀角如图 9所示。 
值得注意的是，在相同的相对密实度以及法向应

力下，从图 9可以看出，峰值剪胀角的大小并非随形
状系数 S ′的增大而增大，这与 Cho等[4]研究所得到的

结论并不一致。Afzali等[22]采用 3组具有不同初始孔
隙比的砂粒进行直剪试验，结果表明，峰值剪胀角 maxφ
随初始孔隙比减小而增大。这说明在本次试验条件下，

峰值剪胀角的影响因素中，除了颗粒的规则度外，还

与颗粒的初始堆积状态有关。如图 8（b）所示，4种
形状所对应的ς 值均小于 1，说明剪胀对颗粒抗剪强
度的贡献存在折减，衡量该部分影响应考虑 ςφ的大
小。 

 

图 9 3D打印颗粒峰值剪胀角柱状图 

Fig. 9 Histograms of maximum dilation angle for 3D printed  

particles with various shapes 

4.5  峰值内摩擦角 

对于每种形状的颗粒，在相同 Dr条件下，由试验

所得的3个抗剪强度峰值,根据库仑公式对抗剪强度包
线进行拟合。由于砂土本身不存在黏聚力，因此将直

线的截距强制归零，所得的直线斜率为峰值内摩擦角，

如图 10 所示。该值随着 S ′的增大，表现出先增大后
减小的规律，这与峰值剪胀角的变化规律相同。在本

次研究中，以 S ′为单一变量时，会同时对颗粒的规则
度以及堆积状态造成影响，后两者在影响颗粒的剪胀

效果中存在着相互竞争与抑制的关系,导致峰值剪胀
角和峰值内摩擦角表现出上述规律，而当控制初始孔

隙比相同时，颗粒的峰值抗剪强度与颗粒 S ′值成正相
关，这与许多学者研究所得的结论相同[21，23]。 

图 10 不同相对密实度下 3D打印颗粒峰值内摩擦角 

Fig. 10 Maximum internal friction angles of 3D printed particles  

..under different values of Dr 
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然而，S ′值较大的颗粒难以达到低孔隙比的堆积
状态，说明采用控制初始孔隙比相同来研究颗粒的剪

切行为时存在缺陷，忽略了颗粒形状，颗粒级配等影

响颗粒剪切行为的关键因素[24]。因此，在研究中，保

持不同形状间的相对密实度相同，可以更好地反映颗

粒形状对整体排列状态与剪切行为的影响，更能反映

实际的变化规律，具有更高的研究价值。 
4.6  考虑颗粒形状的经验公式 

由式（4）知，当建立 S ′值与峰值内摩擦角的关
系时，可通过分别建立 S ′值与临界状态摩擦角以及剪
胀程度的关系，再叠加来实现。 

因为临界状态摩擦角与颗粒的相对密实度以及法

向应力水平无关，所以能够直接拟合得到 csϕ 与 S ′的
关系，如图 11（a）所示，可以看出其具有较高的相
关度 R2=0.96，表达式为  

cs  A S Bϕ ′= ⋅ + ，           (6) 
式中，A=10.3，B=10.7，其中 A，B 与颗粒自身矿物
成分以及颗粒的尺寸有关。 

Bolton[18]提出，在应力剪胀关系中， max csϕ ϕ− 能

够有效的反映剪切过程中剪胀部分的贡献，而该贡献

受相对密实度以及法向应力水平的影响，并基于此提

出表达式 max cs max R0.8 5Iϕ ϕ φ− = = 。但由峰值剪胀角的

讨论可以得知，虽然颗粒的相对密实度相同，然而当

具有不同的颗粒形状时，其峰值剪胀角以及ς 值并不
相等，说明 Bolton的公式中的 RI 缺乏对由颗粒形状对
剪胀部分产生的影响的考虑，需进行修正。根据剪胀

角的变化规律，采用 origin内嵌的 holliday1函数进行
拟合，见下式：  

max 2  
(1 1.48 0.585 )

a
S S

ςφ =
′ ′− +

。
        

(7) 

在 Dr=0.4和 0.9时，综合考虑 3种应力状态，对
S ′值与剪胀部分之间的关系进行拟合，结果如图 11
（b）所示。其中，b=-1.5，c=0.585，a 为与 Dr有关

的参数，当 Dr=0.4时，a=0.456；当 Dr=0.9时，a=0.882。
关于 a与 Dr之间的关系，后续可开展相关研究进行确

定。将式（6），（7）叠加，可以得到颗粒峰值内摩擦
角与 S ′的关系如下所示： 

max 2 +10.3 10.7
(1 1.48 0.585 )

a S
S S

ϕ ′= +
′ ′− +

。
 
(8) 

在很多的堤坝，路堑等填方工程中，选用粗粒土

的物理参数会对工程建设的造价起到重大的影响，其

中颗粒形状是一个极为关键的影响因素。通过测得形

状系数 S ′，在颗粒其他要素相同的前提下，根据式
（6），（8）可分别比较不同形状颗粒临界状态摩擦角
与峰值内摩擦角的相对大小。因此，可以通过该经验

公式来指导工程建设中颗粒形状的选择。 

图 11 3D打印颗粒经验关系拟合图 

Fig. 11 Fitting of empirical relationship for 3D printed particles 

5  结    论 
本文提出了一种修正的三维形状系数 S ′，表征颗

粒形状，通过对 3D 打印颗粒与天然砂粒进行系统的
相对密度试验与直剪试验，研究了颗粒形状对砂土物

理性质及宏观力学性能的影响，可得到如下结论： 
（1）修正的三维形状指标 S ′能综合反映颗粒的

球度与棱角度的二维形状特征，避免了采用二维形状

系数表征时需要考虑多参数贡献度的问题，采用与颗

粒等体积球的直径作为颗粒的名义粒径能够解决先前

定义粒径时所出现的表征形状不唯一的问题。 
（2）通过对打印颗粒进行相对密度试验后发现，

随着 S ′值的增大，最大孔隙比、最小孔隙比以及两者
之间的差值均增加，说明颗粒形状会影响颗粒的堆积

状态，该影响可由 S ′值反映。 
（3）通过比较打印颗粒与天然颗粒的直剪结果可

以发现，两者的剪切行为近似，说明了采用打印颗粒

来研究颗粒形状对剪切性能影响的可行性。 
（4）随着 S ′值的增大，颗粒的临界状态摩擦角

增大，主要的原因来自于颗粒的规则度对颗粒的转动

起到了限制作用；而由于颗粒形状会同时影响颗粒的

规则度以及初始孔隙比，两者对颗粒的剪胀影响存在

竞争关系，导致峰值剪胀角，峰值内摩擦角表现出先

增大后减小的趋势。采用控制相对密实度相同进行研

究更具实用价值。本次研究中所得的最优形状为正六
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面体。 
（5）砂土剪切性能实际上受多种因素的复合影

响，本次研究所采用的形状指标能反映砂土整体轮廓

和表面凹凸程度的形状特征，但无法反映表面粗糙度

的微观影响。砂土颗粒的性质还取决于颗粒本身矿物

成分，颗粒尺寸与级配等，综合反映这些因素的影响才

能把握全貌，定量分析其复合影响需要进一步的研究。 
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