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摘  要：简要综述了笔者近三十年在砂土动力学 5 个基本理论方面的主要研究成果，包括： ①

支配砂土动有效抗剪强度变化的六个基本效应与瞬态有效动强度理论及其细观物理基础；②砂土

可逆性与不可逆性剪胀等动本构规律及循环本构理论模型；③砂土震动液化大变形的基本规律、

物理机制、本构模型和零应力点算法等本构理论及预测方法；④粗粒土与结构接触面的三维静动

力学规律及本构理论模型；⑤考虑刚性挡土结构与地下浅埋结构侧向位移的地震土压力计算理论

及实用算法。这些成果是在一系列测试技术研发以及较为深入细致的现象观察、试验模拟、数值

仿真、机理探究和理论思考的基础上获得的比较系统的认知与进展。这些研究着眼于理解和描述

地震荷载作用等引起的“循环效应”，着力于探究和揭示不同条件下砂土的动力学行为及其内在

规律，着重于发展和完善“物理概念正确、数学模型简单、参数便于确定、分析简便实用”的计

算模型及方法，以期对丰富土动力学基本理论内涵和解决实际土工抗震边值问题能有所裨益。 
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Abstract: The main achievements on basic theories of sand dynamics, which are developed by the author et al. in the past three 

decades, are summarized from the following five aspects: 1) 2D and 3D dynamic effective strength criteria considering six 

frictional and non-frictional effects, 2) a cyclic elasto-plastic model based on several new experimental findings of constitutive 

laws such as reversible and irreversible dilatancy, 3) a constitutive theory of large post-liquefaction deformation with emphasis 

placed on the establishment of a cohesive theoretical framework consisting of mechanical laws, physical mechanism, 

constitutive description, numerical algorithm and pragmatic methods of prediction, 4) a static and cyclic elasto-plastic model for 

interfaces between soil and structure, which are established based on five basic experimental laws, and 5) seismic earth pressure 

theory for rigid retaining walls and shallow-buried structures under any lateral displacements. These new advances are obtained 

based on experimental observations, numerical simulations, mechanism analysis and theoretical descriptions. Special attention 

in the present study is paid to deep understanding of the realistic dynamic behaviours, rational description of the cyclic effects 

of dynamic loadings such as induced by earthquakes, and new developments of simplified and pragmatic methods of prediction.   
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0  引  言 
近半个世纪以来，国内外对地震荷载作用下的土

动力学问题的研究日趋活跃，并且不断向更深的层次

和更广的范围发展[1-2]。究其原因，一方面是因为世界

范围内强地震活动频繁以及确保各类工程结构和基

础设施抗震安全的迫切需求在客观上所起的推动作

用，另一方面归因于大容量高速度电子计算机和以有

限单元法为代表的数值计算技术的迅速发展、以及不

__________________ 

基金项目：国家自然科学基金重点项目（No. 51038007），国家自然科学基

金项目（No. 51079074, No. 50979046） 

收稿日期: 2011–12–16 



第 1 期                                  张建民. 砂土动力学若干基本理论探究      2 

同学科间的相互渗透和土工动力测试技术水平的迅

速提高。后者不仅为土动力学问题的研究提供了理论

基础或方法论上的新启示，使人们有可能从更高和更

普遍的角度去把握土动力学问题的规律性，同时也提

供了从材料到模型到原型的不同层次科学问题研究

的新手段，使过去为了易于数学处理和方便计算而人

为做出的过于简化的假定不再绝对必需。因此，出现

了一些过去难以涉猎的新领域，显示了当代土动力学

问题研究的新特点和新趋向[3-9]： 

其一，更加注重土动本构关系的研究，逐渐摆脱

了长期以来将动强度和动变形问题相互割裂开来的研

究和表述方法，逐渐突破了土静力学和经典力学研究

思想方法的束缚及不合理应用，从早期的将土视为线

弹性或黏弹性介质的研究，发展到将土视为弹塑性或

黏弹塑性介质由唯象论出发的研究，发展到将土视为

理想粒状介质或多孔多相松散介质由细观组构出发的

研究，发展到以描述“循环效应”和“速率效应”为

核心，注重揭示细观组构变化与宏观力学响应之间的

定量关系，注重探究土的剪胀性、各向异性和结构性

之间存在的相互联系，注重寻求多相多过程动力响应

规律及其热力学基础，试图建立更加接近于土实际动

力响应规律的本构理论模型。 

其二，更加注重地震荷载作用下土体与结构动力

相互作用的研究，尽管拟静力法和人为地将土体与结

构物隔离开来进行分析的方法仍然是当前抗震设计的

主流。已有研究更多的集中于描述强震环境下土体与

结构材料均可能呈现出的非线性、弹塑性或塑性流动，

模拟土体与结构物之间接触面处可能发生的局部脱

开、滑动、错位和张闭等非连续变形现象，再现土体

与结构系统动力响应的行为、过程和后果，发展合理

的地震动输入机制、动力分析模型及求解方法，评价

动力灾变过程、致灾机理及抗震减灾措施，同时通过

引入土体震动变形参量对拟静力法进行改进。 

其三，更加注重土动力试验设备与测试技术的研

发和改进。由于土的碎散性、多相性和天然性（以及

由此导致的结构性、非均匀性、各向异性和时空变异

性），导致了土的动力性态随其粒度、密度、湿度和结

构性的不同而千差万别，室内外试验仍是观察、认识、

理解和揭示土动力学规律的最为重要的手段和途径。

国内外相继发展了空心圆柱试样循环压扭试验机、大

型循环加载三轴试验机、三维循环加载接触面试验机

等多种新设备及测试新技术，日本研发了承载能力高

达 1200 吨的巨型模型试验振动台 E-Defence[10]。特别

是，由于地震发生的随机性和难以预测性，震害调查

和动力模型试验受到高度重视，其中土工离心机振动

台试验技术在再现动力响应、观察物理机制、揭示客

观规律和检验理论模型等方面已发挥了突出的优势，

成为土动力学与土工抗震工程研究进程中的一个重要

里程碑。 

其四，主要偏重于地震荷载作用下砂土动力学问

题的研究。一方面由于黏性土的渗透系数较小，在地

震荷载作用的频率范围内，难以在材料试验中均匀地

再现和正确地测定土样的孔隙压力、有效应力和应变

的真实变化，亦难以采用有效应力法对试验成果进行

分析和评价，所以长期以来黏性土动力学课题少有创

新性和有价值的研究进展。另一方面，由于无黏性土、

特别是饱和砂土震害现象居多，对各类动荷载作用有

着特殊的敏感性而在土动力学研究中占据着特别重要

的地位。随着地震引起的往返荷载作用强度由小到大

的不同，饱和砂土可能在弹性、黏弹性或塑性变形范

围内工作，甚至会产生液化大变形或流滑失稳。对小

应变条件，将砂土视为弹性或黏弹性体的土动力学理

论研究还相对比较成熟，其中动本构关系研究的核心

是确定弹性参数（动模量、泊松比等）和阻尼比。对

处于弹塑性或塑性变形以及液化大变形范围的砂土动

力学基本理论的研究，一直是国际岩土地震工程领域

研究的热点和难点课题之一。 

本文将简要介绍笔者近三十年来在砂土动力学 5

个基本理论方面的主要研究成果，包括：①支配砂土

动有效抗剪强度变化的六个基本效应、强度准则和特

征规律等构成的瞬态有效动强度理论以及支配强度发

挥的细观物理机制；②砂土可逆性与不可逆性剪胀等

动本构规律及循环本构理论模型；③砂土震动液化大

变形的基本规律、物理机制、本构模型、零应力点算

法等本构理论及预测方法；④粗粒土与结构接触面的

三维静动力学规律与本构理论模型；⑤可考虑刚性挡

土结构侧向位移的地震土压力计算理论及实用算法。

其中部分成果是与近十多年来笔者所指导的多位博士

研究生一起完成的[11-19]。这些成果更注重研究地震荷

载作用的“循环效应”，以揭示砂土的本构规律为核心，

是笔者及合作者在一系列试验测试技术研发[20-28]以

及较为深入细致的现象观察、试验模拟、数值仿真、

机理探究和理论思考的基础上获得的主要认知和研究

进展。文中如无特别提及，则主要针对的是饱和砂土。 

1 六个基本效应和瞬态动有效强度理论 
依据现代土动力学的观点，砂土的动强度理论以

有效应力表述为基础，构成砂土动本构理论的重要组

成部分，亦是判定地震等动荷载作用条件下砂性土体

破坏与否的重要科学依据。然而，迄今被国内外广泛

采用的土动强度的描述方法是，采用振动三轴等室内

土动力特性试验，确定出一定破坏标准下动应力幅值
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和相应破坏振次之间的关系（称之为动强度曲线），并

由此推算出动强度指标。这类曲线总是针对不同的土

性与固结应力条件而分别提出的，只能够在一定程度

上粗略地估计动强度的大小。相应地，土的动强度被

定义为，在给定振动次数下达到某一指定破坏标准所

需要的动应力幅值，或者在给定动应力幅值条件下达

到某一指定破坏标准所需要的振动次数。这种动强度

的概念，简单实用且易于测定，但它只能基于总应力

表述，局限于低频等幅简单循环加载作用条件，将其

称之为循环动强度。笔者等（1987）提出土的瞬态动

有效抗剪强度的概念[29]，简称为瞬态动强度。土的瞬

态动强度被定义为各种动力加载条件下土抵抗剪切作

用的极限能力。 

本节将简要介绍构成砂土瞬态动有效强度理论

科学内涵的六个基本效应、强度准则、特征规律以及

控制强度发挥的细观物理机制。 

1.1 砂土动有效内摩擦角的唯一性 

静力加载条件下砂土的有效内摩擦角 s 可由

Mohr-Coulomb 准则来定义。相应地，对地震等引起

的往返动力加载条件下砂土的动有效内摩擦角 d在

常见的荷载作用频率范围内（譬如 0.1～20Hz）是否

与静有效内摩擦角 s相等，曾经有过不少的争议[1]。 

研究发现[29-31]，饱和砂土的动有效内摩擦角 d的

试验测定，明显地受以下四个关键因素的影响：①施

加往返加载作用的作动器与压力容器之间的接触滑动

等因素引起的仪器系统阻尼力，②快速加卸载作用引

起的饱和砂样的惯性力，③随试样变形增大而出现的

应变局部化和④孔隙水压力测量的滞后性。 

采用仪器系统阻尼力的“水试样”校正法、试样

惯性力的估算法等[20,29,31]，有效地消除和校正了上述

因素的影响，并基于 0.1～20Hz 往返加载频率的大量

试验成果，证明了砂土的动有效内摩擦角 d与静有效

内摩擦角 s相等，不受振动频率、循环次数和固结应

力比的影响，亦即 

                     d s      。                    （1） 

为简便计，下文中不再区分 d和 s，简记为 。 

1.2 三种非摩擦现象与非摩擦效应 

（1）不可逆性剪胀效应[32-34] 

图 1 分别示出了由不排水循环三轴和循环扭剪试

验测定的两种饱和砂土的有效应力路径。大量类似的

试验成果表明，1）有效应力路径达到通过原点的临界

应力状态线（CSL）之前，每次越过相转换状态

（Phase-transformation state）[35]之后，总是趋近然后

沿着与 CSL 平行的一条直线（记为 MCSL）上移动，

亦即在 MCSL 与 CSL 上移动的有效应力路径是相互

平行的；2）MCSL 随循环次数的增加，逐渐向原点方

向平行移动并最终与 CSL 重合；3）该现象被概化于

图 2，其中 r 被定义为参考应力。 

非零的参考应力 r 的客观存在，表明不排水往返

加载过程中MCSL成为该加载时段的不可逾越的界限

应力状态线，此时段内 t 时刻所发挥出的动有效摩擦

强度 .f t ，不是与 t 时刻的法向有效应力 .f t  成正比，

而是与该时刻的应力差 . .( )f t r t   成正比，亦即 

             . . .( ) tanf t f t r t        ，           （2） 

式中，下标 f 指此处表述的有效摩擦强度分量。

  

 
图 1 有效应力路径的平行变化[32] 

Fig. 1 Parallel change of effective stress path[32] 

 
图 2 MCSL 和 MPTL 概念的示意图 

Fig. 2 Schematic diagram formulating MCSL and MPTL 
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非零的参考应力 r 对相转换状态的影响有良好

的规律性。如图 2 所示，定义一条与 r = 0 时的相态

转换线(PTL)平行的直线 MPTL,让 MPTL 随 MSCL 一

同平行移动。试验证实了 MPTL 与 r = 0 时的 PTL 的

斜率总是一致的[33]。但是，如果采用 Ishihara 等定义

的 PTL [35]，因其始终通过原点，它的斜率必然随循环

次数逐渐增大而不保持为常数，最后与 r =0 时的 PTL

重合。基于 MPTL，相转换状态可以被表述为 

       . . .( ) tanf t f t r t o        ，             （3） 

式中 o 称为相态转换角。 

非零的参考应力 r 的存在表明，不排水往返加载

条件下饱和砂土呈现出不可忽视的非摩擦现象。该现

象的产生，可归因于不排水剪切过程中饱和砂土产生

的一个不可逆性剪切体应变分量 ,vd ir 相对于剪应变

 的变化率，已证明[32]
 

         

,( ) vd irPT
r

o

d

M d





 

   ，               （4） 

式中，  为材料参数，其余符号的意义见图 2。 

鉴于上述的非摩擦现象及其产生原因，将这样一

种非摩擦性力学行为定义为不可逆性剪胀效应[32,34]。 

（2）大应变速率时的动粘阻效应[29] 

地震等引起的往返荷载作用与静荷载作用的一

个根本差别表现为前者具有显著的速率效应，特别是

饱和砂土产生液化大变形的情形。所以，往返荷载作

用下饱和砂土的瞬态动强度，不仅主要取决于土颗粒

间的摩擦力，而且也受构成饱和砂土的土-水两相介质

在快速动力加载下所产生的粘滞阻尼力的影响。因此，

饱和砂土的瞬态动有效抗剪强度可表述为 

     . . . tand t f t t t t            ，         （5） 

式中， .d t 、 .f t 和 .t 分别为 t 时刻饱和砂土的

动有效抗剪强度、动有效摩擦强度分量和动粘阻强度

分量； t 为 t 时刻剪破面上的法向有效应力； t 为 t

时刻剪破面上的剪应变速率； 为动力粘阻系数。 

公式（5）是一个可表征速率效应的瞬态有效抗

剪强度公式，其核心是描述了大应变速率时的动粘阻

效应，假定动粘滞阻尼力与应变速率成正比。此假定

得到饱和砂土循环加载液化试验的初步验证[29, 34]。 

（3）动粘摩耦合效应[32] 

公式（5）中右端的第一项可进一步展开为： 

. .tan ( ) tant f t t          

. .tan tanf t t       ，       
（6） 

式中， .t 为 t 时刻作用在 Mohr-Coulomb 剪破面上的

法向粘阻应力； . tant 表证了粘滞阻尼与摩擦作用

之间的耦合效应。尽管 . tant 一项因其相对很小而

可以忽略不计，但是它的存在表明，即使在 . 0f t   的

液化状态下剪切，饱和砂土都不应视为单纯的液体材

料。另一方面，如果考虑动粘摩耦合效应，则如（5）

式所示，瞬态动有效抗剪强度 .d t 与法向有效应力 t 
成正比，而不是与法向摩擦有效应力 .f t  成正比。因

t 比 .f t  更易于确定，所以考虑动粘摩耦合效应的瞬

态动强度表达式更易于应用。 

1.3 三种摩擦现象与摩擦效应 

（1）剪切吸水效应[34,36] 

将饱和土在自然排水条件下随着剪切作用而发生

的含水量增大的行为和过程称为剪切吸水现象[34]。剪

切过程中饱和砂土的含水量随着剪应变变化的速率称

为剪切吸水率，其大小可用剪切吸水过程中体应变增

量和剪应变增量之比来度量。为便于描述，引入一个

由（7）式定义的新参数 ，称之为相对剪切吸水率。 

           ( )vd vd
drain

d d

d d

 


 
  ，         （7） 

式中，( / )vd draind d  和 /vdd d  分别是完全排水剪切试

验和剪切吸水试验的体应变增量与剪应变增量之比。

很显然，参数 表明了剪切吸水率的相对大小。 =0

和 1 分别对应着完全不排水和完全排水条件；0< <1

为部分排水条件； >1 对应着强制吸水条件。 

不同相对剪切吸水率的试验表明[34]：1）具有相

同初始密度的饱和砂土的临界应力状态线(SCL)的斜

率 csM 随着相对剪切吸水率 的增大而增大；2）完全

排水（ = 1）条件下 CSL 的斜率 ,cs dM 和有效内摩擦

角 d比完全不排水（ = 0）条件下 CSL 的斜率 ,cs uM

和有效内摩擦角 u要大，亦即 , ,cs d cs uM M ， d u   。

由 Mohr-Coulomb 准则和图 2，在 ~  坐标系上定义

SCL 的斜率为 

          ( / ) sincs CSLM      。       （8） 

基于上述的规律性认识及理论分析可推证[34] 

         , ,(1 )cs cs d cs uM M M     。     （9） 

亦可在 ~p q 坐标系上定义 SCL 的斜率 csM ： 

    , ,' [ (1 ) ]cs cs d cs uq M p M M p      。  （10） 

式中  ' '
, 3sin /( 3 cos sin sin )cs d d dM       ,  （11a） 

' '
, 3sin /( 3 cos sin sin )     cs u u uM 。 （11b） 

其中        ' ' '
1 2 3' ( ) / 3p      ，          （12） 

2 2 2
1 2 2 3 3 1( ) ( ) ( ) / 2q             。（13） 

显然，（8）或（9）式表明任意相对剪切吸水率

 时的临界状态应力比 csM 可由 ,cs uM 和 ,cs dM 线性插

值得到，且插值权重为相对剪切吸水率 。这意味着

相对剪切吸水率控制着瞬态动抗剪强度包线的斜率。

本质上说，剪切吸水效应的不同，决定了表观摩擦系

数 tan的大小，直接影响到法向有效应力一定时的瞬

态动有效抗剪强度的大小。 
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（2）压剪耦合效应[34,37] 

将土在加载过程中压缩与剪切同时发生的现象

称为压剪耦合。如果将小主应变增量 3 与大主应变

增量 1 的比值记为 R ，亦即 R  3 1/   ，则沿着

常应变增量比路径加载时，Gudehus 等发现砂土最终

将达到一个稳定的应力状态，称之为渐近状态[38]。Chu

等揭示了渐近状态是比临界状态更为一般的概念[39]，

后者是前者在没有土体压缩的常体积剪切破坏时的一

个特例。笔者（1997）给出了定量描述渐近状态对应

的应力比 3 1( / )asy   与应变增量比 R 之间关系的数学

表达式，亦即二维渐近状态准则[34] 

       3

1

1 sin

1 sin
asy

R

 
 
   

    
  。         （14） 

依据 Mohr-Coulomb 准则，由（14）式可推得砂

土起动的有效内摩擦角 mob 与应变增量比 R 的关系： 

          
sin (1 )

sin
2 sin (1 )mob

R

R






  
    。      （15） 

应变增量比 R 实质上是一个表征压缩与剪切耦

合作用程度的指标。由（14）和（15）式可知，在平

面应变条件下， R 越接近于 1，小主应变增量 3 与

大主应变增量 1 越接近，压缩效应越突出，剪切效

应越小；当 R =1 时达到等向压缩，剪切效应为零，

0mob  ；反之， R 越小，则小主应变增量 3 与大

主应变增量 1 的差异越大，剪切效应越大，压缩效

应越小，所发挥的摩擦角 mob 增大；当 R = -1，则

mob   ，砂土达到剪切效应卓越的临界应力状态。 

显然，压缩与剪切作用耦合效应（简称为压剪耦

合效应）的不同，直接影响到可起动的表观摩擦系数

tan mob ，从而影响到砂土可发挥的抗剪强度的大小。 

（3）中主应力效应[34, 40] 

三维复杂动力加载条件下砂土的瞬态动有效强

度研究的核心，是阐明中主应力 2 的影响规律。关于

中主应力对静强度影响的研究已有不少，笔者侧重研

究三维动力加载作用的情形。基于大量的饱和砂土振

动三轴和振动扭剪试验的组合对比和分析表明：1）三

维往返加载条件下饱和砂土的瞬态动有效强度也可分

解为一个动摩擦强度分量和一个动粘阻强度分量，其

中动摩擦强度分量服从 Matsuoka 准则，动粘阻强度分

量在实际应变速率不大的情况下可忽略不计。2）有效

应力空间中客观地存在着一个从剪缩到剪胀的相转换

状态面，其形状与临界应力状态面相似。3）三维动力

加载条件下砂土的瞬态动有效强度参数不因往返加载

频率的不同而变化。 

1.4 二维和三维瞬态动强度准则 

（1）二维强度准则[32, 34] 

对六个基本效应的综合分析可知，三个摩擦效应

决定了砂土有效内摩擦角的取值，从而支配着瞬态动

强度包线的斜率；三个非摩擦效应使临界应力线发生

平移，从而决定了瞬态动强度包线的位置。基于（2）

式和（6）式，可得到考虑三种非摩擦效应的二维瞬态

动有效强度公式 

. . . .( ) tand t f t t t r t t                。  （16） 

剪切吸水效应和压剪耦合效应主要反映在有效内摩擦

角或表观摩擦系数 tan的取值上。不考虑三个非

摩擦效应时，（16）式退化为 Coulomb 抗剪强度公式。 

在往返荷载作用下，如果某一时刻 t 饱和砂体内

任一点作用于某一面上的剪应力 t 恰好等于砂土的瞬

态动有效强度，亦即满足条件 

    . .( ) tant d t t r t t            ，    （17） 

则该点达到瞬态极限平衡状态。（17）式给出了

达到瞬态极限平衡状态时应力应该满足的基本条件，

也称之为二维瞬态动强度准则。  

为了便于表述，取 .t t r t     ，上式可改写为 

. tant d t t t            。     （18） 

图 3 给出了的瞬态动有效强度包线与应力摩尔圆

之间的关系。值得注意的是，在 . 0r t  条件下，真正

对发挥出的瞬态动有效强度有贡献的是 t 而不是

t ，所以称 t 为“真有效应力”。 

 

图 3 瞬态有效强度包线与摩尔应力圆 

Fig. 3 Transient effective strength envelope and Mohr circle 

一般地，真有效应力状态可定义为 

. . . . . .( )ij t fij t ij t fij t r t ij ij t               。（19） 

式中， ij 为 Kronecker , 当 i j 时 1ij  , 当 i j 时

0ij  ; .ij t  、 .fij t  和 .r t ij  分别为真有效应力、真有

效摩擦应力和参考应力张量。 

根据（18）式和应力摩尔圆原理，瞬态极限平衡

条件也可以表述为 
2

1. 3. 1. 3. 1. 3.( )sin 2 ( )cost t t t t t                   。（20） 

为应用方便，也给出了（18）式的另一种表达： 

            tan 3t t tq p       。          （21） 

式中， tan 3sin /( 3 cos sin sin )         ， （22） 

其余请参见有关文献[32, 34]。 
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（2）三维强度准则[32, 34] 

为描述中主应力效应，采用了 Matsuoka 提出的空

间滑动面(SMP)的概念[41]，但没有直接扩展 Matsuoka

准则，而是采用空间滑动面上作用的剪应力 ( )t SMP 和

法向有效应力 ( )t SMP  ，直接写出与砂土的库仑强度公

式在数学上同构的三维强度表达式 

tanSMP SMP      ，          （23） 

式中，  是新定义的考虑了中主应力效应的表观有效

内摩擦角。（23）式意味着采用空间滑动面上发挥出的

最大剪正应力比 max( / )SMP SMP  来规定砂土的极限应

力状态，式中的 tan  可理解为处于极限应力状态时

砂土的表观摩擦系数。（23）式与 Matsuoka 准则定义

的空间极限应力状态面是完全重合的，但比 Matsuoka

准则的表述在物理概念上更明晰。 

可通过建立  与 Mohr-Coulomb 强度准则中
的关系式（24）和（25），先试验测定，再算定  。 

tan 2 2 tan  /3triaxial    ，         （24） 

tan 2/3 tan torsional    ，         （25） 

式中， triaxial 和 torsional 分别为三轴试验和均压固结的扭

剪试验测定的有效内摩擦角。研究证实了两种不同试

验确定的表观有效内摩擦角  是等值的[32, 34]。 

进一步考虑三个非摩擦效应，可写出与（18）式

数学上同构的三维瞬态动有效强度准则： 
( ) ( ) tan ( )t SMP t SMP t SMP          

   . . .[( ) ( ) ] tan ( )f t SMP t SMP r t t SMP            
，（26） 

该式规定了考虑三种非摩擦效应的三维瞬态极

限平衡条件，式中有关量的定义与展开式详见文献[32, 

34]。 

 
图 4 三维瞬态动强度包线 

Fig. 4 Three-dimensional transient effective strength envelope 

（3）实用强度准则[34] 

强度准则（26）式在实际应用时存在两个缺陷：

其一，加载过程中 SMP 的空间位置是变化的，给 SMP

上应力状态和应变速率的计算带来相当大的困难；其

二，在有效应力状态达到零点时出现 0/0 型，在震动

液化等涉及零有效应力状态的边值问题计算分析中难

以采用。为了克服上述的缺陷，建议了一个采用应力

参量（ p , q ,  ）表述的实用强度准则（27）式，

作为对（26）式的近似表述。 

tan 3t t tq p         ，        （27） 

式中， 为表观有效内摩擦角，可由下式确定 

tan / ( )cM g    ，        （28） 

 2( ) 1 (1 sin3 cos 3 )
6

cM
g         21

( )cos 3c o
o

M M
M   ,（29） 

     6sin /(3 sin )c triaxial triaxialM      ,     （30a） 

     22 3sin / 3 4 tano triaxial triaxialM     。 （30b） 

该实用准则与（26）式的理论曲线对比表明，两

者相当一致，已应用于有关边值问题的计算分析。 

1.5 瞬态动强度的主要特征规律 

与静有效抗剪强度理论相比，瞬态动有效强度理

论有下述的特征规律： 

（1）瞬态动强度公式与速率效应[29] 

瞬态动强度公式（16）揭示了往返加载条件下饱

和砂土的瞬态动有效抗剪强度是由相应时刻的动有效

摩擦力和动粘滞阻尼力形成的，它的大小与相应时刻

的法向有效应力和动剪应变速率成正比。往返加载作

用条件下，当超孔隙压力发展水平较低时，剪应变速

率较小，动粘滞阻尼力相对于动摩擦力较小，实用条

件下可忽略不计；当超孔隙压力发展水平较高、特别

是达到液化状态附近，有效应力很小或为零，剪应变

速率显著增大，动粘滞阻尼力的存在将明显地影响着

土的受力和变形状态。对它考虑与否及考虑的是否合

理，将从根本上影响到计算和试验分析成果的合理性。 

瞬态动强度公式同样适用于冲击荷载作用的情

形。显著的速率效应是爆炸等单一大脉冲荷载作用的

最主要特征，它会导致饱和砂土瞬态动强度的明显增

长。基于（16）式，可以阐释强度增长的原因：其一，

改变了有效应力路径，使达到瞬态极限平衡状态时的

法向有效应力明显增大，从而使发挥出的瞬态动强度

增大。随着加载速率的增大，不排水条件下超孔隙压

力会显著降低、甚至出现负值。在排水条件下孔隙水

会因来不及排出而接近不排水条件，甚至引起负孔压。

无论是排水还是不排水条件，超孔压的降低甚至负值

的出现，皆因土颗粒来不及发生错动和重新排列同时

还会出现松胀趋势。这是瞬态动强度增大的主因。其

二，构成饱和砂土的土-水两相介质产生了随应变速率

而增大的粘滞阻尼力。 

（2）瞬态极限平衡与动力破坏[29,42] 

瞬态动强度准则（18）和（26）式给出了二维和

三维瞬态极限平衡条件。往返荷载作用下达到极限平

衡状态和产生动力破坏是截然不同的两个概念，主要

体现在如下两个方面： 
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首先，往返加载作用下瞬态极限平衡状态的出现

在时间域上具有间歇性。如果以往返加载过程中第一

次达到相转换状态点（初始剪胀）和第一次达到瞬态

极限平衡状态作为特征点，可将整个往返加载动力失

稳过程划分成三个阶段。第一个阶段内砂土只会发生

剪缩；出现初始剪胀后进入第二阶段，因剪胀及随后

反向剪缩的交替发生，瞬态动强度的发挥出现一个质

的变化；从第一次达到瞬态极限平衡状态开始进入第

三阶段，随后极限平衡状态在时间域上间歇性的出现，

同时达到极限平衡状态的时间段亦持续增长，从而加

速了饱和砂土的动力破坏进程。显然，整个动力失稳

过程中，土的动有效强度是瞬态变化的，动力破坏、

初始液化和液化后大变形都发生在动力失稳的第三阶

段上。 

其次，往返加载作用下的动力破坏是变形充分发

展和积累的结果。达到瞬态极限平衡状态，在时间域

上只是一个瞬间或一个时段，并不意味着产生动力破

坏，只反映了该时刻动强度已得到充分发挥，而产生

动力破坏的变形是需要逐周累积的。所以，动力破坏

标准通常取用某一指定的破坏应变，譬如，指定双幅

剪应变达到 5%、10%或 15%作为判定破坏与否的标

准。值得提及的是，静力加载条件下，达到极限平衡

状态，就意味着破坏，所以静力极限平衡条件亦称之

为破坏条件。这是在往返加载作用条件下的“瞬态动

强度”和“瞬态极限平衡状态”的定义中冠以“瞬态”

的缘由之一。 

（3) 循环动强度与瞬态动强度 

循环动强度被定义为在一定振动次数（或一定动

应力幅值）下达到某一指定破坏标准所需要的动应力

幅值（或循环次数）。这种基于总应力表述的动强度的

概念，简单明了，实用直观，与当前广泛采用的土动

强度的实用测定与表述方法相配套，亦与当前解决土

工抗震边值问题的等效线性动力分析中所需指标相适

应。特别是在多种简化动力分析中将实际地震荷载等

不规则的往返加载作用在损伤累积破坏意义上“等效”

地转换成规则的等幅循环加载作用，在此“等效”的

基础上再采用循环动强度的概念，具有便于试验测定

和评价的优点。这种基于损伤累积破坏意义上的土动

强度的大小，依赖于所取的破坏标准。当选用的破坏

标准与确定动力破坏的标准一致（譬如，均取双幅剪

应变 10%作为破坏标准）时，循环动强度与动力破坏

两者则表征着完全相同的动力破坏状态，具有完全相

同的物理内涵。所以，循环动强度与其说是对动强度

的度量，不如说是简化条件下判定动力破坏的指标。 

与瞬态动强度相比，循环动强度存在着明显的缺

陷：不能反映往返荷载幅值变化的不规则性和三维复

杂动力加载条件，不能适用于速率效应显著的冲击荷

载情形，仅能用于低频等幅简单循环加载作用条件。

特别是循环动强度的概念将动强度问题和动变形问题

相分离，忽视了动强度与动变形之间的本质关系及其

共同的物理基础。所以，如果将循环动强度视为度量

往返加载条件下土的“动强度”大小的指标，则的确

存在着上述的缺陷，但将它用作判定“动力破坏”的

指标时，则是既简便又合理的。 

瞬态动强度的物理内涵和数学表述，构成了现代

土动本构理论的一个不可分割的组成部分，可明晰地

定义饱和砂土在复杂往返加载或单调快速加载条件下

每一时刻所具有的有效抗剪能力，定量地揭示了动强

度的瞬态变化性和速率相关性及其与动力破坏之间的

本质联系和区别。 

1.6 控制强度发挥的细观物理机制
[43,44]

 

支配瞬态动强度发挥的六个基本效应，本质上是

瞬态极限平衡状态下饱和砂土对不同加载路径、循环

效应和速率效应的宏观力学响应。三个摩擦效应决定

着表观摩擦系数或有效内摩擦角的取值，成为支配动

强度发挥水平的内在原因。三个非摩擦效应仅在特定

加载路径和应变速率条件下使瞬态动强度包线发生平

移而对动强度发挥产生一定影响。摩擦效应对动强度

发挥的支配作用，有其客观的细观物理基础，主要取

决于土颗粒集合体内发生的滑移、偏转和破碎三个细

观颗粒形变机制及其组合变化的内在规律。 

（1）理想粒状材料试验：材料、测试与效果 

精心制备了三个系列的二维理想粒状材料，包括

圆棒、椭圆棒和“簇颗粒棒”，分别示于图 5 的（a）、

（b）和（c）。为模拟、对比和探究固有各向异性的影

响，考虑到颗粒形状及其长轴定向性是粒状材料形成

固有各向异性的内在原因，选择了不具备固有各向异

性的圆棒集合体和具有固有各向异性的长轴定向排列

的椭圆棒集合体，后者可视为对称轴垂直于沉积面的

横观各向同性材料。为模拟天然砂土的颗粒破碎现象，

簇颗粒棒由若干截面尺寸更细小的子棒粘结而成。三

个系列粒状材料的粗、中、细颗粒按照一定混合比例

组成试样，如图 5 中（d）到（f）所示。自主研制了

一台可在竖直和水平两个方向独立施加正应力和控测

试样宏观应力应变的双轴压缩仪
[24]

，并自主研发了基

于数字图像的细观组构量测技术与特征分析算法
[27]

。 

从设备研制开始历时六年多，对上述 3 个系列二

维理想粒状材料的试样进行了共 230 多个等向压缩、

等 p 剪切和等侧向应力剪切的 3 种应力路径的系列化

试验。图 5 中（d）到（f）示出了一组典型的达到剪

切破坏状态的试样，其中（g）到（i）给出了剪切带

附近的放大图。对椭圆棒试样，定义初始沉积面与大
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主应力作用面的夹角为大主应力方向角。图 6 和图

7 分别给出了 0o  和 60o  的椭圆棒试样在等 p

（=200 kPa）试验过程中的竖向位移发展，其中（a）、

（b）和（c）分别为达到最大体积收缩、峰值强度附

近和残余强度的三个状态。对比图 6 和图 7 可知，随

竖向沉降量增大，两个具有不同 值的椭圆棒试样最

终形成的剪切带方向是一致的。 

 

图 5 三个系列二维理想粒状材料的照片[44] 

Fig. 5 Specimens of three types of two-dimensional particles 
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图 6 0o  的椭圆棒试样竖向位移场发展过程，单位 mm

（p=200kPa 且为常数） 

Fig. 6 Development of vertical displacement field of elliptical 

particles with 0o  and p kept equal to 200kPa 
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图 7 60o  的椭圆棒试样竖向位移场发展过程，单位 mm
（p=200kPa 且为常数） 

Fig. 7 Development of vertical displacement field of elliptical 
particles with 60o  and p kept equal to 200kPa 

通过对颗粒棒、集合体与宏观响应三个尺度上的

精细对比和系统分析，获得下述的规律性认知和结论。 

（2）卓越剪切方向：剪切带生成方向的唯一性 

基于试验成果的数字图像分析发现，对具有固有

各向异性的椭圆形颗粒集合体，唯一地存在着一个卓

越剪切方向。该方向与大主应力 1 作用面的夹角成

45 /2o
cr ，其中 cr 为表观滑动摩擦角。所有颗粒长轴

完全按照同一方向排列并沿着长轴方向剪切到剪切带

完全形成，便可测定出 cr 。对试验采用的椭圆形棒集

合体，测得 27o
cr  。显然，表观滑动摩擦角的大小，

取决于材料颗粒表面摩擦特性以及完全定向排列颗粒

集合体顺其长轴方向产生相对滑移所呈现的表观摩擦

特性。试验观察发现，当发挥出的抗剪强度达到峰值

时，颗粒集合体内开始出现应变局部化的区域。在该

局部区域内的颗粒长轴出现向卓越剪切方向偏转的趋

势，特别是随着剪应变的发展，颗粒长轴逐渐向卓越

剪切方向偏转并趋于平行。在颗粒长轴逐渐逼近卓越

剪切方向过程中，剪切带逐渐形成，最终发挥出的抗

剪强度达到一个稳定的残余值。此时对比剪切带内外

的颗粒集合的构形变化，发现剪切带内的颗粒长轴明

显地发生了向卓越剪切方向的较大偏转，剪切带沿着

卓越剪切方向完全形成，但剪切带内的颗粒长轴由于

受周围颗粒阻力及排列构形的制约而难以完全偏转到

与卓越剪切方向平行。所以，卓越剪切方向是剪切带

最终形成的方向，亦是颗粒长轴最大可能偏转的方向

或渐进方向。大量试验的细观分析表明，卓越剪切方

向与颗粒长轴定向排列方向、颗粒形状和颗粒破碎的

关系不大，具有唯一性。 

（3）细观形变机制：滑移、偏转与破碎及组合 

将细观形变定义为颗粒集合体的构形变化，包括

颗粒运动和破碎行为。在颗粒集合体内，存在 3 种细

观层面上的颗粒形变机制，包括颗粒间平动滑移和相

对偏转两种颗粒集合体构形变化，以及颗粒破碎导致
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的颗粒本身形状变化。不同材料性质和颗粒形状级配

的颗粒集合体在不同加载路径的外力作用条件下，3

种细观形变机制的组合方式和影响程度不同，从而导

致宏观上颗粒集合体所发挥出的抗剪强度和抗剪强度

指标的大小亦不同。 

1）在颗粒强度较高、外力相对较小、颗粒破碎

不显著，特别是颗粒形状接近圆形的条件下，可以抽

象为圆棒试样。粒间偏转与滑移的比例主要取决于颗

粒形状与颗粒表面滑动摩擦系数。若颗粒形状越接近

圆形，颗粒表面滑动摩擦系数相对越大，则偏转程度

越大；反之则滑移程度越大。圆棒和玻璃珠集合体试

验中观测到的偏转现象很显著，主要是因为圆形颗粒

偏转几乎不导致体积变形，引起的周围颗粒的阻力很

小。所以，圆棒集合体在宏观上呈现的表观摩擦系数

比椭圆棒集合体要小。对圆棒集合体，测得的表观滑

动摩擦角 21o
cr  ，明显小于椭圆棒集合体的 27o 。 

2）在颗粒强度较高、外力相对较小、颗粒破碎

不显著，颗粒具有长短轴比大于 1 的形状时，可以抽

象为椭圆棒试样。如前所述，在剪切带形成和逼近卓

越剪切方向的过程中，剪切带内及附近的颗粒长轴发

生向卓越剪切方向的偏转。由于椭圆形颗粒长轴的初

始优势方向平行于沉积面，所以滑移和偏转形变机制

随沉积面方向与卓越剪切方向夹角的不同而发挥作用

的程度不同。当卓越剪切方向与沉积面平行时，颗粒

长轴不发生偏转，滑移机制控制颗粒集合体形变；随

卓越剪切方向与沉积面夹角的逐渐增大，颗粒长轴朝

卓越剪切方向的偏转势也逐渐增大，这时控制剪切带

及其附近颗粒形变过程的除滑移形变机制外，偏转形

变机制发挥的作用亦愈来愈大。 

3）在颗粒强度较低、外力相对较大、颗粒破碎

不可忽略时，可以抽象为簇颗粒棒试样。颗粒破碎主

要发生在剪切带内。随着围压水平的增加和剪切变形

的增大，原状簇颗粒要发生滑移和偏转，必然会受到

来自周围颗粒较大的阻力。当这些阻力导致颗粒内部

应力超过其强度时颗粒破碎发生，破碎后颗粒则更易

于发生滑移和偏转，其所受阻力要比原状簇颗粒小。

所以，颗粒破碎形变机制的影响随着围压水平和剪切

变形的增加而增大，其作用是将原状颗粒的滑移和偏

转转化为破碎后颗粒更容易发生的滑移和偏转。 

（4）宏观强度规律：各向异性与颗粒破碎效应 

基于细观机理与宏观响应的对比分析，发现各向

异性与颗粒破碎影响强度发挥的若干规律： 

1）峰值摩擦角 f 取决于表观滑动摩擦角 cr 和峰

值剪胀比 1( / )v fd d  。如果以 cr 为参数，发现峰值强

度时的主应力比 1 3( / ) f  与 1( / )v fd d  成线性关系（图

8），由此可以推得 

 
图 8 峰值主应力比和峰值剪胀率[44] 

Fig. 8 Relationship between ratio of principal stress 1 3( / ) f   and 

dilantancy ratio 11 ( / )v fd d   at peak strength 

2 2

1

tan (45 ) [1 ( ) ] tan (45 )
2 2

fo ov cr
f

d

d

  


      。（31） 

因峰值剪胀比 1( / ) 0v fd d   ，相应地，峰值剪胀

率 D  1 1( / )v fd d  >1，必有 f cr  。（31）式可显

式的表述： 

   
   

1 1

1 1

2 / sin /
sin

2 / / sin

v cr vf f

f

v v crf f

d d d d

d d d d

    


    

    
    

 。 （32） 

2）宏观强度是由剪切带内的应力应变特性来决定

的。剪切带的发展开始于峰值强度、形成于残余强度，

剪切带的厚度约为 6-10 倍的平均粒径。剪切带形成和

发展过程中，带内颗粒长轴朝卓越剪切方向的偏转过

程，实质上是颗粒集合体朝着最易于剪切发生的状态

逼近的过程。由（31）式知，最易于剪切发生的状态

是剪切过程中没有剪胀发生的状态，亦即
1/vd d  =0 的

状态。所以，卓越剪切方向实质上对应着剪切过程中

颗粒间细观形变不导致颗粒集合体宏观上发生体积变

化的一个“理想状态”，亦即宏观上的临界状态。 

3）宏观上的强度各向异性，主要取决于随着椭

圆颗粒长轴偏转程度不同而变化的峰值剪胀率 D。椭

圆棒试样的 cr = 27o ，可算得卓越剪切方向与大主应力

方向夹角约为60o。试验结果表明（图 9），当  60o时，

发挥出的峰值摩擦角 f 亦最小；当  0o时，颗粒长

轴与卓越剪切方向夹角最大，偏转影响最大，发挥出

的峰值摩擦角亦最大，表明卓越剪切方向的客观性。 

4）残余强度具有与峰值强度类似的各向异性，

只是程度偏弱。对具有固有各向异性的椭圆棒集合体，

其卓越剪切方向是颗粒长轴最大可能偏转的方向或渐

进方向，即使剪切应变很大时，椭圆颗粒长轴通常不

会完全偏转到与卓越剪切方向平行，宏观上测定的残

余摩擦角 r 一般比表观滑动摩擦角 cr 大，它随大主应

力方向角 从 0o 向 60o的变化而更接近于但不等于 cr
值。即便是具有固有各向同性的圆棒集合体，也会由

于其颗粒级配细观分布的不均匀性，使得剪切过程中
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能量耗散增大而导致宏观上测得的 r 略大于 cr 。表观

滑动摩擦角 cr 是测定的摩擦角的下限值。 

5）簇颗粒棒集合体的峰值摩擦角 f 随小主应力

3 增加而先减小后增大，圆棒和椭圆棒集合体的峰值

摩擦角 f 则随小主应力 3 增加而始终保持为常数，

如图 10 所示。究其原因，圆棒和椭圆棒集合体仅受滑

移和偏转形变机制支配，随 3 增加不会改变其表观摩

擦系数，所以二者都不随 3 增加而变化，但是二者的

颗粒集合体的表观摩擦特性不同，导致了圆棒集合体

的峰值摩擦角 f 比椭圆棒集合体的要小。对簇颗粒棒

集合体，随着小主应力 3 的增加，颗粒破碎形变机制

的影响增大并在两方面发挥着明显作用：其一，使原

状簇颗粒破碎为更小颗粒而更易于滑移和偏转；其二，

颗粒破碎导致剪切带内密实度增加。宏观上前者使峰

值剪胀率 D 降低，后者使峰值剪胀率 D 增加。作为两

者共同作用的结果，图 10 中所示的峰值剪胀比先增加

后减少（亦即峰值剪胀率 D 先减小后增大），导致了

簇颗粒棒集合体宏观上测定的峰值摩擦角 f 亦随之

先减小后增大。已有研究表明，粗粒土的峰值摩擦角

0f    3lg / ap   ，式中 o 为 3 / ap =1 时的
f

值，  为 3 每增大 10 倍时摩擦角的减小值。该式表

明峰值摩擦角
f 随

3 增加而减小。这归因于颗粒破碎

导致的峰值剪胀率 D 随
3 增加而单调减小。 

 

图 9 椭圆棒峰值摩擦角和大主应力方向角 δ的关系[44] 

Fig. 9 Peak friction angle against tilting angle δ 

for elliptical particles 

基于上述认识和结论，可获得三点重要启示： 

其一，在颗粒破碎形变机制影响不大的条件下，

对给定的砂土，其表观滑动摩擦角 cr 客观上几乎是唯

一存在的，实际条件下的砂土松密程度的不同以及在

外荷载作用下颗粒滑动、偏转和破碎等引起的体应变

约束条件的差异，直接导致峰值剪胀率不同。这是不

同排水和加载条件下砂土峰值摩擦角不同的原因。 

其二，表观滑动摩擦角 cr 主要取决于材料颗粒表

面摩擦特性以及完全定向排列颗粒集合体顺其长轴方

向产生相对滑移所呈现的表观摩擦特性。该结论对砂

土表观滑动摩擦角 cr 与颗粒大小形状级配以及矿物

成分有关的现有解释提供了合理的细观物理基础。 

其三，砂土是否存在类似于粘土的具有唯一性的

临界状态，学术界一直是有争议的。上述分析给出了

一个合理的答案：砂土存在着一个由表观滑动摩擦角

cr 确定的并具有唯一性的临界状态，但实际条件下它

只是一个可以逼近或者说可以非常接近但不会完全达

到的理想状态。 

 

图 10 峰值摩擦角和峰值剪胀比与小主应力的关系[44] 

Fig. 10 Peak friction angle and dilatancy ratio at peak strength 

against minor principal stress 

2 往返加载变形规律与动本构理论模型 
动本构关系是砂土动力学中最基本的力学关系。

高精度地再现砂土真实的动应力应变响应并揭示其规

律性，是砂土动本构理论研究最为重要的基础。随着

各种测试技术的发展，对复杂往返加载条件下砂土真

实的应力应变规律、特别是对循环剪切作用引起的体

应变规律及其变化机理的认知正在逐渐加深，推动了

砂土动本构理论研究的深入和发展。已有的各类砂土

循环动本构模型，包括粘弹性模型和弹塑性模型，主

要用于描述往返加载作用和速率无关的情形[4,5,12-15]。

其中许多模型在模拟往返加载下剪应力-剪应变关系

方面的性能出色，但鲜有模型在定量描述排水循环剪

切体应变瞬态变化规律或不排水循环剪切引起的超孔

隙水压力瞬态变化规律方面表现优异。能否高精度地

模拟循环剪切体应变规律，已经成为评价一个循环动

本构模型性能优劣的重要指标。 

本节将简述以描述剪切体应变规律为核心的砂

土循环动本构模型研究方面的成果[45-64]。 
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2.1 孔压瞬态变化规律与修正非线性动本构模型 

（1）应力孔压与结构孔压[45,46] 

不排水往返加载作用下饱和砂土中超孔隙水压力

的瞬态变化，既是零体变约束条件下土骨架与孔隙水

相互作用的瞬态反应，又是不排水条件下剪应力-剪应

变瞬态变化的控制因素。在机理分析的基础上，将不

排水条件下某一时刻 t 饱和砂土中产生的超孔隙水压

力 ( )u t 分解为应力孔压 ( )u t 和结构孔压 ( )cu t ，亦即 

       ( ) ( ) ( )cu t u t u t   。         （33） 

其中，应力孔压被定义为不排水往返剪切作用条

件下因饱和砂土骨架产生弹性体应变势所引起的孔隙

压力，结构孔压被定义为不排水往返剪切作用条件下

因饱和砂土骨架产生非弹性体应变势所引起的孔隙压

力，同时明确地界定了它们各自的基本特征。 

基于应力孔压和结构孔压的概念，十分合理地阐

释了完全不排水条件不同往返加载作用下饱和砂土瞬

态孔压呈现的平均单调增长性、瞬态波动变化性和发

展过程多样性的内在原因和变化机理，揭示了瞬态孔

压变化对剪应力应变响应的影响规律。 

（2）瞬态孔压计算模型[45] 

建立了一个瞬态孔压计算模型。根据有效应力空

间中极限应力状态面、相转换状态面以及加卸载准则，

将不排水往返加载过程分解成加载剪缩、加载剪胀、

卸载回弹和反向剪缩四种不同的物态变化时段。由这

四种不同物态变化在时域中的组合排列规律可算出不

断累积的结构孔压，再算出随往返剪切作用而同相位

起伏变化的应力孔压，进而算定瞬态孔压的发展过程。 

（3）修正非线性动本构模型 

曼辛型非线性动本构模型是应用最为广泛的一

类粘弹性动本构模型，它本身仅提供了非线性弹性剪

应力-剪应变关系，不能够描述往返剪切和压缩作用所

引起的体应变，需补充永久体应变和剪应变的经验公

式，在不排水或部分排水条件下需提供孔压增长模型

或孔压长消模型及算法。瞬态孔压增长模型可被用于

计算不排水往返加载条件下有效应力的瞬态变化过

程，从而可用于模拟不排水条件下瞬时剪切模量随孔

压变化（亦即随有效应力变化）而变化的过程，使计

算结果更趋合理。 

为了简化计算分析，取每一个加卸载循环周次内

孔压增量为常数（亦即在每一个加卸载循环周次进行

一次有效应力修正），建议了一个更为实用的孔压增长

计算模型[47]。另外，提出了一类基于孔压增长模型与

太沙基渗透固结理论结合的、针对饱和水平地基和有

浅埋基础饱和水平地基的超孔压长消解析解，发展了

相应的实用迭代算法[48,49]，既可用于模拟非线性动本

构模型中初始剪切模量及参考剪应变随孔压的平均累

积增长而减小过程，亦被用于预测饱和砂土地基震动

液化可能性。 

2.2 砂土的应变分解及可逆与不可逆性应变规律 

（1）砂土的应变分解[50-52] 

基于对循环荷载作用下砂土循环变形规律的认

识及试验成果分析，发现剪切和压缩作用都分别引起

一个体应变和一个偏应变，且每个体应变和偏应变都

由一个可逆性分量和一个不可逆性分量组成，它们分

别服从不同的变形规律。 

剪切和压缩作用分别引起的体应变可表述为： 

. . . .( ) ( )v vd vc vd re vd ir vc re vc ir            ,（34） 

式中， vd 为剪切体应变，分解为一个可逆性剪切体

应变 .vd re 和一个不可逆性剪切体应变 .vd ir ； vc 为压

缩体应变，分解为一个可逆性压缩体应变 .vc re 和一个

不可逆性压缩体应变 .vc ir 。 

剪切和压缩作用分别引起的偏应变可表述为 

. . . .( ) ( )s sd sc sd re sd ir sc re sc ir            ,（35） 

式中， sd 和 sc 分别为剪切和压缩引起的偏应变，

.sd re 和 .sd ir 分别为可逆性和不可逆性剪切偏应变，

.sc re 和 .sc ir 为可逆性和不可逆性压缩偏应变。 

上述的应变分解公式可用增量形式写成矩阵： 

. . . .

. . . .

vd re vd ir vc re vc irv

s sd re sd ir sc re sc ir

   
    

     
            

   

    
剪切 压缩

，（36） 

或 

. . . .

. . . .

vc re vd re vc ir vd irv

s sc re sd re sc ir sd ir

   
    

     
            

   

    
可逆 不可逆

。（37） 

（37）式的应变分解具有如下特点： 

1）与砂土的真实应力应变响应相一致，特别是

对具有固有和次生各向异性的砂土更具客观性。在循

环加载的每一个周期内，可逆性应变分量与不可逆性

应变分量的变化可以处于同一数量级，甚至出现前者

大于后者。譬如，可逆性剪切体应变 .vd re 可能大于不

可逆性剪切体应变 .vd ir [50]。 

2）（37）式右端的第一项为可逆性应变，其主对

角线上的可逆性压缩体应变 .vc re 和可逆性剪切偏应

变 .sd re 两个分量，与传统的弹塑性模型的弹性体应变

v

e 和弹性偏应变 s

e 是类似的。但是，非对角线上的

可逆性剪切体应变 .vd re 和可逆性压缩偏应变 .sc re ，

加之（37）式中右端第二项不可逆应变中的不可逆性

压缩偏应变 .sc ir ，这三个反映压剪耦合交叉影响的分

量是传统的弹塑性模型所缺少的。 

能否合理地描述剪切引起的可逆性剪切体应变

.vd re ，对建立循环动本构模型是不容忽视的[50]。同时，

对具有各向异性的砂土，压缩作用引起可恢复的弹性
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偏应变是必然的。但传统的弹塑性模型中的弹性部分，

通常采用胡克定律，意味着剪切作用只引起弹性偏应

变，不产生可恢复的弹性体应变；同时压缩作用只引

起弹性体应变，不产生可恢复的弹性偏应变。所以，

对客观存在的可逆性剪切体应变 .vd re 和可逆性压缩

偏应变
.sc re ，尽管因其“可逆性”当属“弹性部分”，

但传统理论无法描述。如果将可逆性剪切体应变 .vd re
和可逆性压缩偏应变 .sc re 放入“塑性部分”，又会导

致 “可逆性”与“塑性”在基本物理概念上的相悖。

说明传统的弹塑性模型的基本理论框架难以为砂土循

环本构响应的描述提供严谨的物理基础和科学的概念

体系。 

3）将应变分解为八个分量，这与传统的弹塑性

模型分解为五个分量是不同的。所以将应变分为“可

逆性”和“不可逆性”，而不是传统的“弹性”与“塑

性”，主要是为了避免与传统的弹塑性模型的基本概念

产生混淆，有利于对砂土变形规律进行更符合客观实

际的认知和描述。 

特别需要指出的是，对静力单调加载的情形，传

统弹塑性模型的应变分解中所没有包含的三个交叉分

量，可逆性剪切体应变 .vd re 、可逆性压缩偏应变 .sc re
和不可逆性压缩偏应变 .sc ir ，其中对砂土的本构响应

影响最大的是可逆性剪切体应变 .vd re 。当砂土可视为

各向同性材料时，后两个分量可以忽略不计。但是，

在静力单调加载条件下，因可逆性剪切体应变 .vd re 无

法从试验测定的剪切体应变 vd 的数据中分离出来，

所以通常不将剪切体应变 vd 分解为可逆性剪切体应

变 .vd re 和不可逆性剪切体应变 .vd ir ，而是将剪切体

应变 vd 作为一个单一变量，假定剪胀引起的整个体

应变都是塑性的，这样便不会出现上述的物理概念上

的矛盾。但是，将两个具有不同变形规律的体应变分

量一同视为一个单一变量的结果是，由试验数据整理

出的砂土的剪胀方程通常在单调剪切的初始阶段比较

散乱[50]。因为在此阶段 .vd re 与 .vd ir 的大小变化处在

同一数量级但服从不同的变形规律。但在随后的单调

剪切阶段，可逆性剪切体应变 .vd re 逐渐占优势，整理

出的试验点便趋于一致或离散性很小。 

对往返加载作用的情形，可逆性剪切体应变 .vd re
和不可逆性剪切体应变 .vd ir 由试验结果是可以分解

的，同时必须加以分解才能够真实地描述循环加载条

件下砂土的应力应变响应规律。 

（2）可逆性与不可逆性剪切体应变[50] 

（34）式右端第一项给出了剪切体应变 vd  

. .vd vd re vd ir       。     （38） 

图 11 和 12 给出了典型的饱和砂土排水等幅循环扭剪

试验结果。试验过程中平均有效应力始终保持为

30kPa，但是所施加的剪应力幅值有明显差异。由图可

知，排水循环剪切荷载作用下饱和砂土的剪切体应变

vd 客观上存在着可逆性剪切体应变 .vd re 和不可逆性

剪切体应变 .vd ir 两个分量。对于每一个应力加载循环

来说，两个分量的大小处在同于数量级，可逆性剪切

体应变 .vd re 还相对大一些。值得提及的是，（33）式

给出的应力孔压和结构孔压的瞬态变化规律，实质上

是由零体应变约束条件循环剪切作用下 .vd re 和 .vd ir
的组合变化规律决定的。显然，排水条件下的可逆性

剪切体应变 .vd re 和不可逆性剪切体应变 .vd ir ，与不

排水条件下的应力孔压 ( )u t 和结构孔压 ( )cu t ，有着

共同的物理基础。 

 

图 11 较大幅值扭剪试验测得的可逆性与不可逆性剪切体应变 

Fig. 11 Reversible and irreversible dilatancy components obtained 

from a cyclic torsional test with larger shear stress amplitude 

 
图 12 较小幅值扭剪试验测得的可逆性与不可逆性剪切体应变 

Fig. 12 Reversible and irreversible dilatancy components obtained 

from a cyclic torsional test with smaller shear stress amplitude 
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1） 可逆性剪切体应变 .vd re 的变化规律 

从图 11中第 18到第 20次循环周次的试验数据中

分离出可逆性剪切体应变 .vd re 并绘制于图 13。可以

看出，a） .vd re 是恒负的；b） .vd re 总是呈现出可恢

复性变化，几乎不受循环次数的影响；c） .vd re 的大

小变化取决于当前剪应力或剪应变的变化，几乎不受

应力历史的影响；d） .vd re 因剪应力加卸时段的不同

而有规律的变化，变化速率的绝对值在剪应变反向之

后相对较大。关于可逆性剪切体应变产生的物理机制

请参见有关文献[50]。 

 
图 13 可逆性剪切体应变 .vd re 的变化规律 

Fig. 13 Reversible dilatancy behavior obtained from a cyclic tor-

sional test with constant shear stress amplitude 

2）不可逆性剪切体应变 .vd ir 的变化规律 

由图 11 和 12 可知，a）不可逆性剪切体应变 .vd ir
总是单调增加的、非负的；b）具有不可恢复性，几乎

不受循环次数的影响；c）其大小主要取决于剪切作用

的历史，还与当前剪应力有关；d）具有两个递减率。

其一是循环加载作用开始的变化速率最大，随循环次

数增加而逐渐减小；其二是在每一个循环剪切周期内

总是在剪应力反向点处最大，然后随剪应变增加而迅

速减小。 .vd ir 产生的物理机制参见文献[50]。 

3）与 .vd ir 相关的应力应变响应异向性 

对比图 13 中的各图发现，在对称的循环剪应力

作用下，往返剪应变响应不对称。在对称的等应变幅

循环加载试验中也发现，往返应力幅通常是不对称的。

这主要与开始几个剪切循环内不可逆性剪切体应变和

期间颗粒排列定向有关。将这种现象定义为“应力应

变响应的异向性”。 

2.3 考虑可逆与不可逆性剪切体变的循环动本构模型 

（1）建模思想 

采用了边界面本构理论的主要建模思想，以二维

问题为例简要说明。在 p-q 空间建立的边界面如图 14

所示， ˆ 0f  代表破坏面，其位置在应力空间是固定

的。 0f  代表历史最大应力比记忆面，记载应力加

载的历史。通过当前应力点的面为加载面（图 14 中虚

线所示）。 n 为加载面的外法线方向，当应力增量的

方向与加载面的外法线方向的夹角大于 90°时，应力

反转发生。对于初次加载，历史最大应力比记忆面

0f  与加载面重合，投影中心为原点，此时映像应

力点 r 与当前应力点 r 重合，   。当发生应力反

转时，应力反转点成为投影中心。如图 14 所示，在 R

点发生最近一次的应力反转，产生了一个通过当前应

力点 r 的新加载面。映像应力点 r 通过径向映射规则

获得，即通过投影中心 R 和当前应力点 r 的连线与历

史最大应力比记忆面 0f  的交点。硬化模量表示成

为距离  和  的函数。 

 
图 14  p-q 空间中的模型机制 

Fig. 14 Mechanism of model in p-q space 

（2）边界面的定义 

在 p-q 应力空间中，破坏面定义为 

 ˆ ˆ, 0ff p q     ，        （39） 

其中 f 为破坏应力比。 

类似地，历史最大应力比记忆面定义为 

         , 0mf p q      ，     （40） 

其中 m 为记载应力加载历史的参数，称为历史最大应

力比。与平均有效应力 p 的变化相关的边界面定义为 

      0c mf p p p    ，      （41） 
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其中 mp 代表平均有效应力 p 的最大值。该边界面在

p-q 空间中为一直线，垂直于 p 轴。 

（3）循环动本构模型 

基于上述的应变分解和建模思想，对八个应变分

量进行描述，建立相应的数学模型。 

1）可逆性剪切偏应变 .sd re 与可逆性压缩体应变

.vc re ：可用广义虎克定律计算，即 

.

.

1/(3 ) 0

0 1/
sd re

vc re

G q

K p



    

    
    

 

 
 ，   （42） 

其中，G 为剪切模量，K 为体积模量，均可以表示为

平均有效应力 p 的函数。 
2）不可逆性剪切偏应变 ,sd ir 和不可逆性压缩偏

应变 .sc ir ：用下式表示 

 . . .s ir sd ir sc ir m
p

p
H p p p

H H

            ，（43） 

式中，H 和 pH 分别为与有效应力比及平均有效应

力 p 的变化相关联的剪切模量； mp 与（41）式中的

含义相同。H(x)为 heaveside 函数， 为 Macauley

符号。式中右端的最后一项表明，只有当 mp p 并

且 0p  时，平均有效应力的变化才产生不可逆变形。 

为了考虑循环应力应变响应的异向性，在王志良

等提出的与有效应力比有关的剪切模量公式中[65]

引入了表示各向异性的参数 I 和模型参数 n，即 

        
1 1

n

f

m

H GhC I

 
 

  
   

   
 ，     （44） 

 1 1exp vC    ，        （45） 

其中，h 和 1 为模型参数； 1C 为体应变的函数，根据

参数 1 取正负号，可以分别反映硬化和软化现象；异

向性参数 I 可用下式表示 

01 sin
2

I I


   ，       （46） 

式中，  为当前剪应力增量方向与最近一次应力反转

前的剪应力方向的夹角， 0I 为模型参数。 

对于与平均有效应力 p 的变化相关的剪切模量

pH ，采用沈珠江公式[66] 

          
  01 i

p
c s

e p
H

c c




  ,        （47） 

其中， 0 /G K  ； cc 和 sc 分别为 e-logp 平面内压

缩曲线和回弹曲线的斜率。 

3）可逆性剪切体应变 ,vd re 和不可逆性剪切体变

,vd ir ：根据试验规律， ,vd re 可表述为  

        
.

2

1
cosd

vd re sd

M

C
   


 

  
 

   ,   （48） 

                 2 2 .exp vd reC    ，   （49） 

其中， 为当前剪应力方向与其增量方向之间的夹

角； dM ， 和 2 为材料常数。 .vd ir 可用下式表述 

                

0.5

0
.

3

f
vd ir sd

m

d

C

  
 

 
  

 
  ，     （50） 

                     3 3 .exp vd irC    ，     （51） 

其中 0d 为材料常数； 3 是一个与循环加载历史有关

的材料常数。 

4）可逆性压缩偏应变 .sc re 与不可逆性压缩体应

变 .vc ir ： .vc ir 用下式计算 

         .

1
vc ir m

p

H p p p
K

     ，   （52） 

其中
pK 为与平均有效应力变化率 p 相关的体积模

量，建议采用下式 

             1 fi
p

c s f

e
K p

c c


 
 

     

 。   （53） 

试验表明[53]，各向异性不明显的砂土的可逆性压

缩偏应变 .sc re 与总偏应变 s 相比很小，近似取为 0。 

（4）模型的初步验证及其他说明 

1）如将传统的弹塑性模型中没有考虑的三个交

叉分量都认为是塑性的，则可按照边界模型的理论框

架对已建立的循环动本构模型重新梳理并改写[51,52]。 

2）该模型具有 14 个模型参数，可简化到 11 个，

其中的 3 个参数属土力学中的经典参数。关于参数的

确定方法可见文献[52]。 

3）图 15 到图 18 给出了两个不同密度的饱和砂

土排水循环扭剪试验结果及其与模型计算结果的对

比。可以看出，剪应力与剪应变关系的模拟效果优良，

特别是较好地模拟了循环剪切体应变规律及应力应变

响应的异向性。 

4）基于对砂土剪切体应变规律的新认识，对

Duncan-Chang 本构模型、双屈服面本构模型以及已有

的本构模型进行了修正或改进[54-58]。 

2.4 应力主轴旋转与应变非共轴规律及其本构模拟 

（1）本构规律：图 19 到图 22 给出了采用日本

丰浦砂和南京云母砂的排水循环扭剪试验结果，实现

了 1）主轴固定单调剪切、2）纯应力主轴循环旋转以

及 3）主应力幅值与应力主轴耦合循环变化的三种应

力路径。图中变量的物理含义参见有关文献[59,60]。对

比分析表明了具有原生各向异性的砂土应力主轴循环

旋转排水条件下砂土的基本变形规律[59-64]： 

1）应力主轴循环旋转可产生与应力主轴固定单

调剪切处于同一数量级的塑性变形（图 19）； 

2）纯应力主轴循环旋转引起的剪切体变也可分

解为可逆性剪切体应变和不可逆性剪切体应变两部

分，其中可逆性剪切体应变在一周内可完全恢复。基 
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图 15 试验和计算的剪应力-剪应变关系的对比 

Fig. 15 Comparison between shear stress and shear strain 

relationship (Dr = 62%) 

 

 
Fig. 16 试验和计算的体应变-剪应变关系的对比 

Fig. 16 Comparison between volumetric strain and shear strain 

relationship (Dr = 62%) 

 

 
图 17 试验和计算的剪应力-剪应变关系的对比 

Fig. 17 Comparison between shear stress and shear strain 

relationship (Dr = 69%) 

 

 
Fig. 18 试验和计算的体应变-剪应变关系的对比 

Fig. 18 Comparison between volumetric strain and shear strain 

relationship (Dr = 69%) 



第 1 期                                  张建民. 砂土动力学若干基本理论探究      16 

本与应力历史无关，不可逆性剪切体变随循环周数的

增加呈单调增加，且增加速率随其自身累积值的增大

呈减小趋势（图 20）； 

3）应变增量主轴与应力主轴之间的非共轴现象

显著，且在一周内具有分段性(图 21)； 

4）中主应力对应力主轴循环旋转条件下砂土的

变形特性有显著的影响，不可逆性剪切体应变的累积

速率随中主应力系数的增加而增加（图 22）。 
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（b）纯应力主轴循环旋转排水试验 

图 19 不同应力路径应变分量的对比 

Fig. 19 Strain components induced due to different stress paths 
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图 20 纯应力主轴循环旋转条件下剪切体应变的分解 

Fig.20 Two dilatancy components due to rotation of stress axes 
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图 21 纯应力主轴循环旋转条件下的流动特性 

Fig. 19 Strain increments induced due to rotation of stress axes 
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图 22 中主应力系数对不可逆性剪切体变发展的影响 

Fig. 22 Effect of intermediate stress on irreversible dilatancy 

（2）本构模型：基于对应力主轴循环旋转条件

下砂土基本变形规律的认识，建立了一个可合理描述

应力主轴循环旋转效应的砂土弹塑性本构模型，并对

该模型在包含应力主轴旋转的复杂循环应力路径下的

有效性进行了验证[61,64]。建模思路为采用解耦的方式

分别考虑主应力幅值和应力主轴旋转对砂土塑性变形

的影响，其中主应力幅值循环变化产生的塑性变形的

计算主要基于边界面塑性理论的框架，在考虑应力主

轴循环旋转产生的塑性变形时则主要借鉴了广义塑性

理论的建模思想。总的弹塑性应变增量的计算公式为： 

 1 1

1

:1 1 1 2

2 2 3 27
ep

re ir

p

p
p p D D

G G K H

         
   


 

r l
ε r r I m I  

'

2

2

2 :

27 ir

p

p
D

H

 
  
 

r j
f I      ，               （54） 

其中，前两项为弹性应变增量的计算公式， p 为球应

力，r 为偏应力比张量，r 为偏应力比增量，I 为单位

张量，G 和 K 分别对应切线弹性模量和切线体积模

量；中间项为主应力幅值引起的塑性变形， l 为偏应

力比空间的加载方向， 1pH 为塑性模量，m 为塑性偏

应变的流动方向， 1reD 和 1irD 分别为主应力幅值变化

引起的可逆性剪切体应变速率和不可逆性剪切体应变

速率；最后一项为应力主轴旋转产生的塑性变形，j 为

加载方向， 'r 为非共轴偏应力比增量， 2pH 为塑性模

量， f 为塑性偏应变的流动方向， 2irD 为应力主轴旋

转引起的不可逆性剪切体应变速率。 

在此基础上，通过引入各向异性张量等，对上述

本构关系进行了改进。 
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3 震动液化大变形本构理论及预测方法 
砂土震动液化大变形是土动力学与岩土地震工

程领域倍受重视的热点和难点研究课题之一。已有研

究表明：1）只有很疏松的饱和剪缩性砂层会诱发类似

粘滞液体的流动性液化大变形，绝大多数砂层都是由

剪胀性砂土构成的[67,68]，地震时仅会诱发有限的大变

形，即所谓的“往返活动性”[69]。从确保结构物及工

程安全的角度讲，既是遇到很疏松的剪缩性砂层，亦

必然要进行工程处理。所以，以往关于震动液化大变

形问题的研究，主要集中于剪胀性砂土。下文中如没

有特别说明，所提及的砂土均指剪胀性砂土。2）Seed

等将不排水往返荷载作用下饱和砂土“第一次达到有

效应力为零的液化状态”定义为“初始液化”(initial 

liquefaction)[70]。以初始液化作为特征点，在时域上可

将整个往返加载过程划分为“液化前阶段”和“液化

后阶段”。震动液化引起的大变形只会发生在液化后阶

段[71]，亦称之为液化后大变形（post-liquefaction de-

formation）。为简便计，下文中将“液化后大变形”简

称为“液化大变形”。3）迄今关于往返加载作用下砂

土液化的物理机制和本构模型，绝大多数只适用于液

化前阶段，极少数用于计算液化后大变形的本构模型，

几乎都不是在对液化后大变形规律及其物理机制认识

的基础上建立的，而是通过经验性地显著降低模量或

引入缺少客观性的数学技巧来实现的。为此，笔者及

合作者针对地震液化大变形问题，通过震害调查、室

内试验和长期思考，从规律机理、本构描述到实用分

析入手，提出了一个饱和砂土震动液化大变形本构理

论及预测方法[72-92]。 

本节从对实际现象的基本认识开始，简述饱和砂

土震动液化大变形的基本规律、物理机制、本构模型

和零应力点算法等本构理论科学内涵及预测方法。 

3.1 基于震害调查的实际现象 

砂性土体的地震液化可能造成建筑物地基失效，

地下管线破坏、挡土结构倾覆、坝坡失稳、桥梁破坏

等震害。大量震害调查结果表明，液化引起的土体大

变形，可能是土体的塌陷、流滑、侧向挤出或者侧向

流动等。80 年代中期，Hamada 等（1986）[71]广泛开

展了对 1964 年新泻地震和 1983 年日本海中部地震引

起的地面永久变形的现场调查研究。他们通过对比航

空照片，第一次发现地震液化导致了大范围的地面永

久大变形发生的事实。但是他们研究的重点主要集中

在具有初始静剪应力的倾斜地基，或者护岸附近的饱

和水平地基。后一种情况的水平地基在地震时由于护

岸的破坏而发生一定范围的侧向流动。 

通过对 1964 年日本新泻地震现场调查[71,72]，发现

震动液化引起的土体大变形也可能发生在没有静剪应

力存在的水平地基中，并且通过 1995 年阪神大地震的

震害调查进一步证实，震动液化引起水平地基产生侧

向变形，是可液化水平地基中普遍存在的现象。图 23

给出了新泻地震时新泻市区地基液化分区图，地基液

化主要发生在标准贯入击数 N<12 的区域。图 23 中方

框所示区域是一个称作万代町的水平地基，发生了最

大达 3m 多的地面水平位移（见图 24）。该区域离河

道的最近距离约 300m，并且地面侧向位移的方向是

背离河道的，所以地面产生的大位移与河道护岸的破

坏无关，确属水平地基中产生的侧向位移。 

 
图 23 新泻地震中新泻市区地基液化分区图 

Fig. 23 Zoning of liquefaction harzards in Niigata city 

 

图 24 新泻地震中万代町的水平地基液化后地面水平变形 

Fig. 24 Large post-liquefaction lateral displacement of level 

ground in Niigata earthquake 

3.2 基于室内试验观察的基本规律 

大量的试验研究发现[73,74]，在初始液化后的等应

力幅值的循环剪切过程中，试样的有效应力路径几乎

完全重合，循环剪应变随着循环剪切周次的增加而增

大；在一个剪切循环中，试样的有效应力两次通过零

点，各周的剪应变的差别主要产生在有效应力通过零

点的时刻，如图 25 和图 26 所示。 
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图 25 饱和砂土不排水循环扭剪试验结果 

Fig. 25 Undrained torsional shear test results 

 

 
图 26 饱和砂土液化后的应力应变响应 

Fig. 26 Typical post-liquefaction strain-stress response 

（1）剪应变的基本规律 

为便于探讨液化后剪应变的变化规律，根据产生

时的有效应力状态将剪应变  分解为两个分量（如图

27）[73-77]：一个非零有效应力状态时产生的剪应变分

量 d ，和一个零有效应力状态时产生的剪应变分量

o ，即 

              d o      。          （55） 

o 的变化特点为（见图 28）：1） o 只在液化后

有效应力过零点时产生；2） o 的大小与当前的剪应

力大小无关，只依赖于应力应变历史；3） o 的绝对

值随着剪切循环次数的增加而增大，但其增加速率逐

渐变小；4） o 的方向取决于后续剪应力的方向；5）

随着初始液化后循环剪切次数的增加， o 间歇性的增

大决定了剪应变 的发展。 

从图 26 中可以看出，初始液化后非零有效应力

状态的应力应变滞回曲线形状相似、互相平行。如果

从总的剪应变 中扣除 o ，则各循环的应力应变滞回

曲线几乎完全重合，各循环所对应的有效应力路径也

几乎完全重合。该现象表明，初始液化后 d 的变化只

依赖于当前剪应力的变化，与应力应变历史几乎无关。 

评价饱和砂土液化后应力应变响应的关键在于

揭示 o 的产生机理和发展规律。在以前的研究中，通

常忽略了剪应变分量 o 的存在，在本构模型中通过逐

渐降低模量的方法来描述液化后的循环剪切过程中剪

应变的持续增长。 

 
图 27 液化后剪应变的分解 

Fig.27 Decomposition of post-liquefaction shear strain 

 

图 28 剪应变分量 o 的累积变化过程 

Fig. 28 Development of shear strain component o  

（2）再固结体变的基本规律 

“再固结体变”是指在不排水剪切试验的某个时

刻停止剪切，打开排水管让试样中累积的超静孔隙水

压力完全消散后测得的体积应变。试验表明（见图 29）
[73]: 1）在初始液化前，再固结体变和超静孔压间存在

着一一对应关系，但在初始液化以后，这种一一对应

的关系就不再成立，因此不能仅采用超静孔压来预测

再固结体变；2）无论初始液化前后，再固结体变和最

大剪应变有着很好的对应关系，可以用最大剪应变来

预测再固结体变的大小。 

发现采用相对压缩指数 Rc 可以归一化不同密度

的砂土的再固结体变和最大剪应变的关系曲线[73,78]。

相对压缩指数定义为 

     
 

. .

min . max

vd ir vd ir
c

o vd ir

e
R

e e





 


  ，        （56） 

式中 oe 为初始孔隙比， mine 为最小孔隙比， oe - mine 为

孔隙比的最大变化值； .vd ir 为已定义的不可逆性剪切

体应变， .vd ire 为与不可逆性剪切体应变相对应的孔

隙比变化； . max( )vd ir 为砂土具有的不可逆性剪切体应

变势。相对压缩指数 cR 的值在 0～1 之间变化，与前

期最大剪应变的关系为 
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m
oc RR max      ，          （57） 

式中 Ro 和 m 是材料常数，对大部分砂可分别取 2 和

0.76。 

再
固
结

体
变
（

％
）

 

图 29 再固结体变与孔压和前期剪应变的关系 

Fig.29 Relationship between reconsolidation volumetric strain and 

preceding maximum shear strain & excess pore pressure ratio 

（3）剪切吸水效应 

本文第 1 节中,已将饱和土在自然排水条件下随

着剪切作用而发生的含水量增大的行为和过程称为剪

切吸水现象[34,36]。在循环扭剪试验机[34]和循环三轴压

缩仪[19]上研制了控制试样剪切吸水速率的试验设备，

成功地再现了从较松到密实状态的饱和砂土中的剪切

吸水现象及相应的应力应变响应（见图 30 和图 31）。

饱和砂土的液化后剪切吸水试验和循环剪切吸水试验

结果表明： 

1）具有相同密度的饱和砂土，其液化后单调剪

切的应力应变关系随相对剪切吸水速率的不同而呈现

出硬化、理想塑性及软化的不同变化（见图 32）。仅

当满足自由剪切吸水或强制剪切吸水条件时，饱和砂

土才会产生具有流动特征的大变形。 

2）循环剪切作用下，剪切吸水条件下的砂土试

样较不排水条件下更容易达到液化状态，达到同样的

变形需要的循环周数也较不排水时少，且随着剪切吸

水速率的增大，该现象更加明显。 

3）剪切吸水使得液化后变形发展更快，零有效

应力状态的剪应变分量 o 和非零有效应力状态的剪

应变分量 d 都较不排水条件下大。 

4）剪切吸水使得临界应力状态和试样的物态均

有所调整，描述剪切吸水条件下饱和砂土的本构特性

需要考虑其影响。 

3.3 物理机制 

通过对饱和砂土液化后零和非零有效应力状态

的体积应变界限条件的分析[73-77]，阐明了饱和砂土液

化后存在三个物理状态，揭示了液化后的剪切应变和

各体积应变分量之间的内在联系，发现饱和砂土在不

排水往返剪切过程中的三个体积应变分量(有效球应

力变化引起的体变、可逆性剪切体变和不可逆性剪切

体变)的变化规律决定了液化后剪应变的发展。 

（1）三种物理状态 

由（34）和（38）式可知，剪切过程中饱和砂土

总的体积应变 v 可分解为三个分量，亦即 

      . .v vc vd vc vd re vd ir           。     （58） 

在完全不排水条件下，饱和土单元不发生体积变

化，体积相容性条件为 

         . . 0v vc vd re vd ir        。      （59） 

由于在循环剪切过程中 .vd ir 和 .vd re 均会发生变

化，为了满足体积相容性条件， vc 必须相应发生改变，

而 vc 的变化只能由有效球应力的变化引起，于是就产

生了超静孔隙水压力 u。 .vd ir 在剪切过程中呈体积收

缩的单调增大， .vd re 呈体积膨胀的可逆性变化，所以

超静孔隙水压力 u 在呈现出平均单调增加的同时又随

剪应变的周期性变化呈周期性的波动变化。 

对于一定的初始固结应力状态， vc 存在一个界限

值，即有效球应力减小到零时（液化状态）的膨胀体

积应变，记作 .vc o 。当累积的 . .vd ir vc o   时，饱和砂

土进入液化后状态。由于 .vd re 的可逆性变化，饱和砂

土在液化后可能在三种不同的物理状态间变换： 

 

 

 

图 30 液化后剪切吸水试验结果 

Fig. 30 The stress-strain behavior of saturated sand observed in 

different constant water absorption rate shear tests 
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图 31 三轴压缩剪切吸水试验结果 

Fig. 31 Results of triaxial compression test under different water 

absorption rate (strain path test) 



 

图 32  应力应变类型和剪切吸水率的关系 

Fig. 32 Stress-strain responses dependent on water absorption rate 

1）摩擦接触状态（  . . .vd ir vd re vc o     ）。土颗粒

相互接触形成土骨架且存在接触应力，土中的有效应

力大于零。在此状态饱和砂土表现为摩擦材料的力学

行为。此状态中产生的剪应变就是前面定义的 d 。 

2）塑性流动状态（  . . .vd ir vd re vc o     ）。土颗粒

间接触应力暂时消失，土颗粒处于悬浮状态（见图

33(b)），饱和砂土处于液化状态，不能抵抗剪切作用，

在此状态产生的剪应变即为前面定义的 o 。需要指出

的是，此状态下按体积相容性条件式（59）得到的

.vc vc o  。因不存在一个土骨架，有效应力的意义也

不存在，所以 vc 已不再具有原来的物理含义，即只有

在 .vc vc o  的范围内， vc 才和有效球应力的变化有着

相关关系。 

3）临界接触状态（  . . .vd ir vd re vc o     ）。摩擦接

触状态和塑性流动状态的界限状态。在此状态下，土

颗粒虽然接触形成土骨架但相互间不存在接触力，土

中的有效应力为零（见图 33(a)和(c)）。由于土颗粒排

列组成的骨架具有方向性，所以当沿着排列方向剪切

时，土骨架总的表现为膨胀，饱和砂土进入摩擦接触

状态，而在反向剪切时则进入塑性流动状态。 

状态（2）和（3）都属于零有效应力状态。只有

当饱和砂土达到剪切方向的临界摩擦状态，进一步沿

该方向剪切时，土的有效应力和抗剪切能力才能恢复。 

 

图 33 零有效应力状态颗粒的细观结构示意图 

Fig. 33 Illustration of probable arrangement of particle 

assembly in state of zero effective stress 

（2）大剪应变的物理机制 

饱和砂土进入非零有效应力状态的临界条件为： 

. . . 0vd re vd ir vc o       ，        （60） 

在液化后，一般 . .vd ir vc o   ，因此必须要产生一个足

够小的 .vd re （因其值为负，其绝对值 .vd re 必须足够

大）才能满足式（60），即可逆性剪切体变必须产生足

够大的体积膨胀来使土颗粒重新进入非零有效应力状

态（摩擦接触状态）。根据前面对可逆性剪切体变的变

化规律的分析，要产生足够大的体积膨胀就必须产生

相应的足够大的剪应变，该剪应变就是前面定义的

o 。可见， o 实质上是产生足够大的可逆性剪胀体应

变以满足砂土达到临界接触状态需要的最小剪应变。

由于 .vd ir 随循环剪切次数不断增大，离开零有效应力

状态所需要的 .vd re 就越来越大，所以 o 也随着循环

剪切次数的增加不断增大。 

根据上述机理，图 35 示意性地给出了图 34 所示

的等应力幅不排水循环剪切试验过程中剪切体变的变

化过程。可以看出： .vd ir 在剪切过程中一直单调增加；

.vd re 则呈可逆性的变化，在一个剪切循环中两次恢复

到零；离开零有效应力状态所需要的 .vd re 在随着循

环次数的增加而增加；液化后各剪切循环中非零应力

状态的 .vd re 的变化相同。图 35 给出了根据图 34 分解

出的 .vd re 随循环剪切周次的变化曲线以及每一循环

中 随 .vd re 变化的示意图。对比图 13 和图 35，可以
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看出排水和不排水循环剪切过程中， vd 尤其是 .vd re
的发展过程存在着显著的差别，这种差别是由两种试

验条件的体变约束条件不同引起的。 

上述液化后大变形的机理解释了 o 产生的物理

机制。从而不难理解，图 26 所示的循环剪切试验中，

液化后相同的有效应力路径下产生的循环剪应变随着

循环剪切周次的增加而增大的内在原因。 

 

图 34 不排水等应力幅循环剪切下剪切体变的变化示意 

Fig. 34 Gedanken experience on developments of dilatancy 

components 

 

图 35 不排水条件下可逆性剪切体变与剪应变的发展规律 

Fig. 35 Gedanken experience on development of reversible dila-

tancy component and its change with cyclic shear strain 

（3）再固结体变的物理机制 

用上述机理同样可以解释试验观察到的再固结

体变的变化规律。再固结体变主要是由 .vd ir 和部分残

余的 .vd r 组成。由于 ,vd ir 在剪切过程中是不断累积的，

所以再固结体变无论在液化前和液化后都在增加。根

据前面分析，不排水循环剪切过程中，为了满足体积

相容性条件， .vd re 的变化幅值随着 .vd ir 的增加而增

大。由于 .vd re 与剪应变间存在着基本不依赖于剪切历

史的对应关系，所以再固结体变与经历的最大循环剪

应变间存在着较好的相关关系。 

（4）流滑的物理机制 

基于上述机理分析，可以得出液化后流滑产生的

条件。饱和砂土不能无限剪胀， .vd re 存在一个极限值，

记作 . .minvd re 。如果 .vd re 发挥到其极限值 . .minvd re 时仍不

能满足进入非零有效应力状态的条件（见图 36），即 

 . .min . .vd re vd ir vc o       ，       （61） 

则砂土在剪切过程中一直处于塑性流动状态，就产生

流滑现象。显然，砂土越松， . .minvd re 越小， .vd ir 越

大，所以流动性的大变形一般发生在较松的砂土中。

所以，流滑现象实质上是由于体积相容性条件得不到

满足而呈现出的一种非稳定大变形。所以，一旦出现

流滑现象，流滑变形的大小更大程度上取决于边界约

束条件。（61）式给出了判定流滑发生的条件。 

 

图 36 触发流滑时剪胀分量的发展规律 

Fig.36 Gedanken experience on evolution of dilatancy when onset 

of flow slides 

（5）自然排水条件 

上述物理机制同样可用于自然排水条件下砂土

液化后大变形的机理解释[74,79]，在自然排水条件下，

由于 0v  ，只需将判别三个物理状态的体变界限条

件中的  . .vd ir vd re   替换为  . .v vd ir vd re    即可。 

图 37 给出了自然排水条件下等应力幅循环剪切

下剪切体变的变化示意图，图中的虚线表示不排水条

件下的不可逆体变，粗实线为不可逆体变与剪切吸水

效应导致的体变累积。剪切吸水可以认为是增大了不

可逆体变分量，因此剪切吸水速率越大，剪应变的发

展就越快，砂土发生流滑的可能性也越大。 

 
图 37 自然排水条件下等应力幅循环下剪切体变的变化 

Fig. 37 Gedanken experience on developments of dilatancy com-

ponents in water absorption condition 

3.4 液化后大变形定量描述的通用理论框架 

根据饱和砂土液化后变形的物理机制，提出了物

理含义明确的定量描述饱和砂土液化后大变形的一般

途径[76,77]。在此基础上，只要根据一般的本构理论确

定剪切模量、体积模量和剪胀方程的具体变化规律就



第 1 期                                  张建民. 砂土动力学若干基本理论探究      22 

可以描述出饱和砂土液化后的应力应变响应。 

根据前述液化后变形的机理， o 可以理解为使产

生的可逆剪切体变 .vd re 满足临界接触状态所需要的

最小剪应变： 

 , . .0

o

re o v vd ir vc oD d


       ,        （62） 

式中， . .re o vd reD d d  为零有效应力状态时的可逆性

剪胀速率。如 ,re oD 在零应力状态的平均值为 ,re oD ，则 

 . . .o v vd ir vc o re oD       。       （63） 

d 可由当前剪应力 q 及体积相容性条件确定。按照弹

塑性理论的框架，剪应变增量 dd 由弹性部分 e
dd 和

塑性部分 p
dd 组成 

e p
d d dd d d      ,           （64） 

弹性应变为 

3e
dd dq G    ,          （65） 

式中，G 为弹性剪切模量。 

塑性剪应变 p
d 可由塑性理论和体积相容性条件

确定。设剪胀关系为 
p

vd dd d D     ，          （66） 

式中，D 为总的剪胀速率。根据体积相容性条件可得： 

           vd vc vd d d                 （67） 

对于液化后单调剪切的情况， vc 可确定如下 

vc
cs

dp dq
d

K KM



    ,          （68） 

式中， p为有效球应力，K 为体积模量， csM 为临界

状态线的斜率。在推导中用到了液化后单调剪切下有

效应力路径沿临界状态线的条件： csq M p 。将（66）

式和（68）式代入（67）式得 

p v
d

cs

d dq
d

D KM D


     。          （69） 

至此，可得非零有效应力状态剪应变增量为 

3
e p v

d d d
cs

ddq dq
d d d

G D KM D


         。 （70） 

本构方程（63）和（70）式是描述饱和砂土液化

后大变形的通用理论框架，对于循环加载情况同样适

用。只需利用一般的循环塑性理论给出式中模型元素

的具体形式就可以建立描述液化大变形的本构模型，

核心是定量描述可逆性与不可逆性剪切体应变规律，

获得 .re oD 和 D 的具体表达式。 

3.5 本构模型 

根据上节给出的定量描述液化大变形的通用理

论框架，采用不同类型的本构模型给出（63）和（70）

式中的模型元素的具体型式，笔者等已提出了多个不

同精度、不同适用范围的液化后大变形本构模型。在

这些模型中，既有 o 和 d 可分开计算的，也有采用统

一的剪胀方程实现统一计算的。 

（1）液化后单调加载本构模型 

基于新的剪胀物理模型和相对压缩指数[75,78]，受

屈智炯先生《土的塑性力学》中有关正交法则的精到

论述的启发[93]，假定零有效球应力状态下正交法则成

立，提出了确定零应力状态剪应变 o 的关系式 

 o 
Ro

Mcs

eo  emin

1 eo

( max   entry )m

 ，     （71） 

 entry  [Ro

eo  emin

1 eo

vc.o ]1/ m

 ，        （72） 

式中， max 为往返加载过程中的最大双幅剪应变，

entry 为引起初始液化所需要的最小双幅剪应变，称为

“门槛剪应变”， oe 和 mine 分别为砂土的孔隙比和最小

孔隙比。m 和 Ro 是材料常数，对于疏松到中密的砂土

可取 m=0.76、Ro = 28.1； .vc o 是有效应力降低到零产

生的体积膨胀量。（71）和（72）式确定的零应力状态

剪应变 o 与试验结果吻合良好[75]。 

忽略非零有效应力状态剪应变分量 d 的弹性部

分，有效应力沿着临界应力状态线时， d 可描述为 

0

( ) ( )
'

A Bi
d

cs a cs i

pK q

M M p M p

 


 ，      （73） 

式中， ap 和 ip分别为大气压力和初始有效围压；K，

A，B 为模型参数。 

在该本构方程的基础上，进一步采用随密度变化

的临界状态线斜率 Mcs，和随围压变化的变化门槛剪

切应变 entry ，建立了一个可同时模拟围压和密度对砂

土液化后应力应变响应影响的单调加载本构模型[79]。 

（2）循环加载非线性本构模型 

改进了 Ramberg-Osgood 非线性模型来描述非零

有效应力状态的剪应变分量 d ，同样采用（71）和（72）

式来描述零有效应力状态的剪应变分量 o ，提出了一

个可用于水平或接近水平的饱和砂土地基动力反应分

析的直接非线性本构模型[81]。该模型中还有两个特

点：1）采用了移动相态转换线（MPTL）和移动临界

状态线（MCSL）来合理地描述初始液化前的有效应

力路径[33]；2）引入了一个瞬态超静孔压模型和一个

应力软化模型来反映超静孔压变化引起的骨架曲线和

滞回曲线的软化和硬化。 

（3）循环加载弹塑性本构模型 

在对砂土液化后大变形机理认识的基础上，结合

边界面模型的框架，建立了一个实用的可统一模拟饱

和砂土液化前后应力应变响应的弹塑性循环本构模型
[73,74,82]。该模型不仅能模拟不排水条件下饱和砂土液

化前后循环应变的发展过程和液化后排水再固结体变

的累积过程，同时还能模拟饱和砂土在排水条件下的

应力应变响应（图 39 和图 40）。 

在此基础上，进一步通过考虑剪切吸水效应导致
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的饱和砂土的状态变化，结合采用临界状态模型的基

本框架，采用状态相关的剪胀方程、强度和模量，提

出了一个可用于描述剪切吸水效应的引起饱和砂土软

化、硬化等现象的弹塑性循环本构模型（图 41）[74]。 

 

 
图 38 循环加载非线性本构模型的表现 

Fig. 38 Performance of cyclic direct nonlinear constitutive model 

-1.5 -1.0 -0.5 0.0 0.5 1.0 1.5
1.4

1.2

1.0

0.8

0.6

0.4

0.2

0.0

 v/
%

  /%

(b)
-30

-20

-10

0

10

20

30

'
c
=30 kPa

Dr=72%

试验 
计算 


/k

Pa

(a)

 
图 39 循环弹塑性本构模型的表现（排水试验） 

Fig. 39 Performance of cyclic elasto-plastic constitutive model 

(simulation of drained torsional test) 
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图 40 循环弹塑性本构模型的表现（不排水试验） 

Fig. 40 Performance of cyclic elasto-plastic model (simulation of 

undrained torsional test) 

 

图 41 循环弹塑性本构模型的表现（剪切吸水试验） 

Fig.41 Performance of cyclic elasto-plastic constitutive model 

(simulation of water absorption shear test) 

3.6 数值算法 

零有效应力状态时本构模型的数值算法，是液化

大变形计算的一个关键难题。提出了一种零有效应力

状态模型的计算机制，实现了零有效应力状态和非零

有效应力状态的剪应变分量在同一模型框架下统一计

算[73,77,85]。针对液化问题有效应力状态经常处于零的

问题，发展了一个稳定的处理零应力状态的应力积分

算法，方便了模型在通用有限元分析程序中实现。 

（1）零有效应力状态的计算机制 

根据饱和砂土初始液化后变形的机理，零有效应

力状态时产生的剪应变分量是由此时的体积应变约束

条件及可逆性剪切体变分量和不可逆性剪切体变分量

的组合变化规律决定的。因此在计算液化后的循环剪

应变时不需要其它假设和模型参数，只需在计算中正

确处理零有效应力状态时的计算过程，既保证体变约
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束条件的实现又保证计算过程的正确进行。 

土是一种压硬性材料，其模量和强度都与有效球

应力有关，为避免计算中出现0 0或 0n 的数值困难，

在计算中取一小值作为零有效应力状态的有效球应力

值，记作 minp ，即 

min

min

p p

p p


 

非零有效应力状态

零有效应力状态
      （74） 

minp 的具体数值需根据精度要求和数值稳定性

权衡确定，一般可取初始有效球应力的百分之一至万

分之一。压缩体变 vc 为 

. .
p p

vc v vd re vd ir              （75） 

根据前面的分析， vc 存在一个界限值 ,vc o ，即

有效球应力从初始有效固结应力恰好减小到零时的回

弹体积应变。在液化后的循环剪切过程中饱和砂土可

能处于两种应力状态：零有效应力状态和非零有效应

力状态。两种应力状态可由压缩体变 vc 的值来界定。

在非零有效应力状态（ .vc vc o  ），压缩体变的变化

和有效球应力的变化有关；在零有效应力状态

（ .vc vc o  ），土颗粒可能处于无颗粒间接触应力的

悬浮状态，压缩体变值不能由有效球应力确定，只能

根据体积相容条件式（59）确定，即 

  .

min .,
vc vc vc o

vc vc o

p f

p p

  
 

 
  

非零有效应力状态： ,当

零有效应力状态： 当
 ， （76） 

在零有效应力状态，球应力始终保持等于 minp ，

在这个强制约束条件下，计算塑性剪应变、可逆性剪

切体变分量 .vd re 和不可逆性剪切体变分量 .vd ir ，同

时根据体积相容条件计算并记忆压缩体变 vc 的大

小，然后再根据压缩体变 vc 判断应力是否离开零有

效应力状态。为了说明零有效应力状态模型的处理细

节，图 42 给出了将 minp 放大的液化后一个剪切循环中

模型计算的应力应变曲线和压缩体变的变化曲线。图

中的 b-c 段和 e-f 段都处于零有效应力状态，可见在零

有效应力状态， .vc vc o  ， minp p ，应力应变曲线

为等 p 剪切条件下的曲线。一旦 .vc vc o  ， vc 的继

续增加导致有效球应力的增加，于是有效应力离开零

状态。 

（2）模型的应力积分算法 

由于在零有效应力状态，球应力强制等于 minp ，

压缩体变 vc 只能由体积相容性条件计算，因此应力

增量和应变增量间也不存在一一对应关系。该特点使

得液化后大变形本构模型的应力积分算法较一般的弹

塑性模型有所不同。 

提出了基于一般的预测-修正的隐式应力积分算

法[73,82]，数值稳定好，效率较高。该应力积分算法最

主要的特点是：1）首先根据体积相容性条件，计算压

缩体变，由压缩体变计算球应力（分别处理零和非零

有效应力状态），然后再在该球应力下计算偏应力和塑

性应变；2）塑性修正过程中，不仅要对塑性一致性条

件进行迭代，还要对球应力进行迭代。 

该应力积分算法适用于任意排水条件（包括完全

排水、部分排水与完全不排水），为砂土液化后大变形

的本构模型应用于具体边值问题分析奠定了基础。 

 

图 42 零应力状态的计算机制示意 

Fig. 42 Illustration of post-liquefaction calculation mechanism 

3.7 液化大变形预测方法 

（1）数值方法 

在提出的能统一描述饱和砂土液化前后尤其是

液化后的大剪应变响应的非线性弹性本构模型的基础

上，采用 Penzien 简化法建立了桩-土相互作用的数值

计算模型，通过对阪神地震中一水平地基侧向大变形

导致桩基础破坏的实例的分析[83, 84]，验证了所提计算

方法的有效性。 

饱和土震动液化过程实质上是一个伴随着土骨

架与孔隙水相互作用的动力固结过程。利用所提出的

数值算法[85]，将提出的弹塑性循环本构模型添加到

SWANDYNE II 程序中，并进一步发展了该程序的局

部应力积分算法和总体求解方案，增强了该程序求解

非线性问题的稳定性，尤其是液化问题的能力。 

为了验证模型和数值算法的有效性，对 VELACS

项目中的三个动力离心模型试验（饱和松砂水平地基、

饱和松砂倾斜地基、松砂和密砂的水平组合地基）进

行了数值模拟[73,85]，验证了基于液化后大变形弹塑性

动本构模型的数值方法应用于实际边值问题的能力。

数值模拟较好地再现了离心模型试验测得的加速度响
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应、超静孔压响应及变形累积过程，给出了典型土单

元的应力应变曲线和有效应力路径，从土的应力应变

响应的角度较好地解释了模型中超静孔压的产生、扩

散、消散过程以及液化大变形的发展过程。 

为了验证所提出的数值方法应用于实际结构与

土动力相互作用分析的有效性，对日本阪神地震中破

坏的大开车站进行了地震反应分析（图 43 和图 44）
[73,86]。计算分析表明：大开车站周围存在一个可液化

土层；当可液化土层达到液化状态时土层会产生侧向

位移，会急剧增大施加在车站结构上的水平力，对车

站的安全产生极为不利的影响。这从一定程度上揭示

了大开车站破坏的可能原因。 

采用建立的能描述液化后饱和砂土剪切吸水效

应的本构模型[74]，对美国下圣费尔南多坝进行了流固

耦合动力反应分析（图 45 和图 46）。计算结果表明，

地震引起的水力冲填料的液化是引起震害产生的主要

原因，而地震动结束后坝体应力状态调整和超孔压的

扩散造成了液化区域有所增大，使得剪切变形集中区

域的土体处于吸水剪切条件，强度恢复很小，导致变

形不断发展和流滑的发生。 

 

图 43 大开车站概化地层及有限元网格 

Fig. 43 Soil stratum and FE mesh of Daikai station 

 
图 44 大开车站饱和砂土层典型单元的应力应变响应 

Fig. 44 Stress-strain behavior of typical element of sand strata 

 

图 45 下圣费尔南多坝的计算模型 

Fig.45 FE model of Lower San Fernando Dam 
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图 46 下圣费尔南多坝水力冲填料典型单元的应力应变响应 

Fig. 46 Stress-strain behavior of typical sand element of dam 

（2）实用方法 

迄今发展的砂土地基震动液化大变形的预测方

法大多是基于现场震害调查或室内外研究资料的经验

性统计方法。这些方法分别用于预测饱和水平砂土地

基的地面沉降以及倾斜地基的侧向流动。根据饱和砂

土震动液化大变形物理机制分析，发现液化后的残余

剪应变 r 和残余体应变 .v r 均取决于不排水往返加载

作用引起的最大不可逆剪切体应变或称不可逆性剪切

体变势 ,vd ir ，且存在如下的关系： 

   . .v r r vd irD      。       （77） 

其中， .vd ir 可由剪切过程中经历的最大前期剪应变

max 确定如下 

min
. max1

mi
vd ir o

i

e e
R

e
 

 


 ，   （78） 

式中，D 为剪胀速率的平均值， ie 为初始孔隙比， mine

为最小孔隙比， oR 和 m 为材料常数。 

图 47 给出了由（77）式确定的不同 .vd ir 取值条

件下不可逆残余剪应变 r 和残余体应变 .v r 之间的关

系，表明二者是相互关联的，应该同时预测。 
当 r =0 时， . . max .( )v r v r vd ir    ；当 . 0v r  时，

max .( ) /r r vd ir D    。 一 般 来 说 ， .0 v r   

. max( )v r ， max0 ( )r r   。由这两个不等式和（77）

及（78）式，并引入系数  ，可以写出 

  max( )r r    ，         （79） 

. . max(1 )( )v r v r     。    （80） 

对水平地基，系数  一般取 1/6 到 1/4 之间的值。

根据阪神地震时人工岛地基的震害调查结果， 值平

均取 0.16[89,90]。   
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图 47 r 和 ,v r 的相关性 

Fig. 47 Relationship between 
r  and 

,v r  

结合文献资料和震害调查结果，给出预测实际饱

和砂土地基地震液化引起的竖向沉降量和水平侧向变

形的实用图表（图 48 至图 50）[92]。图 48 是在参考了

我国震害调查资料，修正 Tokimatsu 和 Yoshimi 研究

成果的基础上得到的[94]。图中的 aN 为考虑了土中细

粒 cF （< 0.074mm）影响的标准贯入击数， / z  为
地震引起的等效剪应力比，它们分别由下式确定： 

 
170

70a
z

N N N


  
 

 ，        （81） 

max (1 0.015 )z
N

z z

C z
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 

 
 

，   （82） 

式中 N 为标准贯入击数；z 为从地表起的深度（m）；

z  为起始竖向有效应力(kPa); z 为起始竖向总应力

(kPa); max 为最大水平地面加速度； zC 为考虑地震等

效振次效应的修正系数； N 为标贯击数修正项。 

 

图 48  确定前期最大剪应变 max 的图表 

Fig. 48 A chart for determining 
max  

 
图 49 确定最大残余剪应变  maxr 的图表 

Fig. 49 A chart for determining  maxr  

 

图 50 确定最大残余剪应变  . maxv r 的图表 

Fig. 50 A chart for determining  . maxv r  

3.7 几点重要认知和启示 

（1）震动液化大变形多出现在液化后阶段。对

量大面广、与工程结构密切相关的水平饱和砂土地基，

地震液化既可引起地面沉降，又可发生液化土层的侧

向位移。这两种变形是密切相关的，可同时预测。剪

胀性砂土地基中液化后变形是有限的。饱和砂性土坡

在震中和震后失稳，通常是先失稳后液化，甚至与液
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化无关。地震引起的流滑现象，大多属于震动弱化或

震后剪切吸水效应引起的土体失稳，与震动液化无关。 

（2）表层为相对不透水土层的水平饱和砂性土

地基，或者具有相对不透水表层的饱和砂性土坡，在

震中或震后，其相对不透水土层的下界面处，因饱和

砂层的震动液化或弱化而导致孔隙水转移，易诱发水

膜现象或接近液化状态。这可能是导致地基失效的不

可忽视的重要隐患。特别是具有相对不透水表层的饱

和砂性土坡，有可能沿该薄弱面产生非连续变形而失

稳。 

（3）液化后大变形的本构关系，是土的本构关

系中最为简单、最易于描述的一个。一方面，因为有

效应力状态点通过零有效应力状态（液化状态）时消

除了既存应力历史的影响，亦即每次出现零有效应力

状态时砂土会产生失忆现象（swept out of memory），

使砂土退化成为没有历史记忆、只与当前加卸载作用

的有效应力路径有关的简单材料；另一方面，每次从

零有效应力状态开始的液化后加载，只能沿着临界应

力状态线（CSL）经历最简单的直线型比例加载。所

以，只要基于本文所述的通用理论框架来建模，无论

是采用非线性模型，还是采用弹塑性模型，都可以达

到相当好的模拟效果。 

（4）液化后大变形的本构模拟，重点是描述零

有效应力状态下产生的剪应变 o ，其核心是正确评价

往返加载条件下砂土的可逆性与不可逆性剪切体应变

规律。与液化后大变形有关的边值问题的数值分析，

需要提供通过零有效应力状态的计算方法。文中建议

的零有效应力状态的计算机制及计算方法，稳定性好、

效率高，无需引入其他假定。 

（5）水平饱和砂土地基液化大变形的实用预测，

尚需深入研究并解决好如下问题：其一，建立地震引

起的地基变形与各种现场可测量之间的相关关系；其

二，研究不同土层条件对地面沉降与水平位移之间比

例系数  的影响；其三，发展基于大量数值分析的液

化大变形实用预测方法。 

（6）现行判定液化势的方法尚需改进：其一，

需要拓展其适用的土质种类。对天然砂性土地基，目

前已经积累了相当丰富的现场数据及震害调查资料，

判别的可靠性较高，实用性强。对天然低塑限粘土、

粉土、含较多细粒的砂土及砾砂地基，积累的现场数

据资料比较少，判别的可靠性较低。其二，现行方法

大多是针对陆地可液化地基的，如何评价海洋工程场

地土层在地震及波浪作用下液化可能性需要做深入研

究。其三，要拓展现行方法适用的土层和边界条件，

发展基于多种现场可测指标的简化实用方法，以便能

够考虑震动荷载、材料和结构的动力特性，适用于如

土石坝坝基等比较复杂的边值问题。其四，将神经网

络、模糊数学等方法用于评价地震液化势是有益的，

但不解决本质问题，应更加注重结合实际震害的精心

调查、现场测评技术的提高和评判经验的积累，开展

对目前尚缺少深入认识的各类可液化土层的研究。 

（7）在理论描述方面从早期片面地将液化后大

变形单纯视为粘滞液体的力学行为，发展到探究和揭

示饱和粒状介质在不同体变约束条件下的物理过程和

力学规律，这是对液化大变形研究在认识论方面的非

常重要的进步。结合不同边值问题，譬如可液化地基

中高层建筑桩基或桥基以及各类地下结构，深入研究

其抗震性能和评价方法，将是今后地震液化研究的重

点方向之一。 

4 三维接触面力学规律与本构理论模型 
土与结构接触面的静动力特性与本构关系，是工

程建设中广泛存在的各类结构与土体静动力相互作用

分析所不可或缺的基本关系。土与结构的接触面是由

各种结构面及与其接触的土共同构成的，它既表现出

压硬性、剪胀性等岩土材料共有的力学性质，又表现

出具有很小的特征厚度、以承受剪切作用为主、发生

沿结构面法向的相互作用以及沿结构面切向的不连续

变形等独有的“真三维”、“非线性”和“非连续”的鲜

明特征[7,11,16]。将土的本构模型直接推广应用于模拟接

触面力学性状会导致较大的误差。因此，迫切需要全

面地再现和揭示三维静动力加载环境下土与结构接触

面的力学行为和变形规律，在此基础上发展土与结构

接触面静动力本构理论模型及实用算法。 

本节将简述包括研制设备、材料试验、机理分析、

特性规律、本构模型、数值算法和工程应用诸方面内

容的三维接触面力学规律与本构理论模型研究的系统

性成果[11,16,95-120]。 

4.1 试验设备与测试技术 

（1）大型二维接触面试验设备[22,95] 

研发的大型二维设备由支架、土容器车、结构面

板、边界控制系统、加载系统、测量系统等部分构成

（图 51）。在土容器车内装土并与固定于结构面板的

结构面形成接触面，直接在接触面上施加法向边界条

件和测量受力变形，通过气压系统、液压系统和弹簧

组分别实现了常应力、常位移和常刚度三种法向边界

条件。法向加载采用机械同步四缸液压系统，消除了

剪切过程中倾覆力矩的影响，在保证加载控制系统简

单的同时满足了高荷载、大位移剪切的试验要求。荷

载位移采用传感器直接测量，并可实时显示、存储和

处理。通过有机玻璃视窗对土颗粒的运动情况进行数

字照相。 
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（2）大型三维接触面试验设备[23] 

研发的大型三维接触面试验设备（见图 52）采用

了多直线导轨组合、三向液压伺服同步控制等技术，

消除了接触面剪切过程中倾覆力矩的影响，实现了大

尺寸接触面上的高压力、大位移和任意应力或位移路

径的三维静动力加载。采用了在试样容器上增加过渡

盘结构、容器底座与剪切盒间设置弹簧等措施，明显

改善了土与结构接触性状，采用精密伺服控制在接触

面上直接准确施加常应力、常位移和常刚度等多种边

界加载模态，显著提高了接触面法向应力变形的施加

和量测精度。基于模块化设计理念，研制了直剪和单

剪类型、不同尺寸和形状的系列化试验容器模块，可

进行各类大型接触面的直剪和单剪试验以及土料的直

剪、单剪、压缩、固结、湿化等多功能试验。 

 
图 51 二维接触面试验机结构组成示意图 

Fig. 51 Schematic view of 2D-interface test apparatus 

 

图 52 三维接触面试验机立体示意图 

Fig. 52 Schematic view of 3D-interface test apparatus 

（3）土颗粒跟踪与位移测量技术[25,96] 

基于接触面试验设备，建立了接触面试验过程中

测量土颗粒运动的细观测量系统。针对土颗粒的图像

特征，建立了跟踪并测量土颗粒运动的细观测量算法，

其核心是基于图像相关分析理论提出的一种补零相关

分析算法。编制了相应软件，实现了分析过程的程序

化和自动化。对粗粒土与结构接触面剪切试验过程中

的土颗粒运动进行了测量，测量精度达亚像素量级。

4.2 影响因素与物理机制 

采用研发的接触面大型试验设备及测试技术，先

后进行了数百组二维和三维加载条件下各类土与结构

接触面的静动力特性试验，并研究了法向边界条件、

剪切路径、加载幅值、初始静剪应力等因素对接触面

力学特性的影响[95-110]。 

（1）两种切向变形分解[96, 98] 

接触面直剪和单剪试验均表明，接触面切向位移

包含土与结构接触界面处的滑动位移及由土的剪切变

形产生的切向位移，两者同时产生和发展（图 53）。

土体变形集中在一定的厚度范围内，表明接触面是有

厚度的。单剪条件下确定的厚度约为 6~7 D50，而直剪

条件下确定的厚度约为 5~6 D50，这一不同可能是由于

容器边壁约束不同所导致的。 
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(a) 直剪试验土颗粒运动        (b) 单剪试验土体变形 

图 53 土颗粒运动及土体变形沿试样深度分布 

Fig. 53 Profiles of particle movement and soil deformation along 

specimen depth 

（2）不同剪切路径对比[99,100] 

试验表明，剪切路径对接触面三维力学响应有显

著影响（图 54）。十字剪切路径下接触面切向应力应

变关系与二维单向往返路径类似，呈双曲线关系，且

未出现明显应变软化现象；圆形剪切路径下接触面切

向应力应变关系呈椭圆形，单向圆形路径下可逆性体

变不明显。 

将沿切向相互垂直的 x 和 y 方向上分别作用的剪

应力记为 x 和 y 。相应地，将两个切向位移记为 xu 和

yu 。为便于描述，将 2 2
x y    和 2 2

x yu u u  分别

定义为主剪应变和主切向位移。分析试验成果发现，

在十字剪切路径和往返圆路径下，主剪应力-主切向位

移关系在加载阶段均呈现双曲线关系，且不断剪切硬
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化，向理想弹塑性应力应变响应模式转变。特别是，

这样的应力应变规律不因剪切路径的不同而变化，具

有良好的一致性。在单向圆形路径下，剪切方向没有

突然转变，相当于沿圆周路径做单调剪切，在整个剪

切过程中主剪应力始终接近接触面强度，可逆性体变

基本没有表现出来。 
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图 54 不同剪切路径下接触面力学响应规律 

Fig. 54 Cyclic behavior of interface under different shear paths 

（3）三种法向边界条件比较[101-103] 

接触面试验中常用的法向边界条件有常应力、常

刚度和常位移三种，类似于三轴试验中的围压不变排

水试验、等应变增量比试验、围压不变不排水试验。

由图 55 可以看出，不同法向边界条件下各循环周次的

接触面的应力路径包线基本为直线。由包线的斜率可

确定接触面摩擦角。特别值得提及的是，接触面摩擦

角与法向边界条件关系不大，均为 .35 o 左右。 

常应力和常位移条件分别对应常刚度条件K=0和

K=∞两个极端情况。法向边界条件的影响实质上是指

法向刚度大小的影响。法向刚度会显著影影响接触面

力学响应的数值，法向刚度值越大，1）法向应力变化

值和减小速率越大，2）切向应力峰值减小速率越大，

3）接触面体变增长速率越小。接触面摩擦角及剪切体

变、可逆性剪切体变、切向应力、主剪应力、主应力

比等与切向位移的关系形式基本不受法向刚度影响。 

（4）颗粒破碎规律分析[96,97,104] 

细观测量及分析表明，在接触面的受载过程中，

结构面附近的土体出现颗粒破碎和密度增大两种物态

变化，从而使接触面产生明显的体变。接触面内的颗

粒破碎细观上表现为大颗粒破碎导致小颗粒含量增

加，统计上表现为粒径分布曲线的抬升及特征粒径的

减小，宏观上表现为接触面不可逆体变。 
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图 55 三种法向边界条件下接触面力学特性 

Fig. 55 Cyclic behavior of the interface under different normal 

boundary conditions 

接触面的颗粒破碎程度，主要取决于剪切路程，

同时受法向应力的耦合影响。相对破碎率随剪切路程

的增加逐渐增大，两者可用双曲线关系描述（图 56）。

相对破碎率与法向应力呈幂函数关系。接触面的相对

破碎率与不可逆性体变之间亦可用双曲线来描述（图

57）。结构面类型和粗糙度对接触面颗粒破碎有一定影

响。结构面越粗糙，接触面颗粒破碎越多。 
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图 56 接触面相对破碎率与剪切路程关系 

Fig. 56 Breakage ratio depending on shear distance of interface 
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图 57 接触面不可逆体变与相对破碎率关系 

Fig. 57 Irreversible volumetric change vs. relative breakage ratio 

（5）接触面异向性[105] 

图 58 表明，结构面的异向性对接触面三维力学

规律有显著影响，主要表现为接触面强度和变形的异

向性。在初始剪切的几个循环内，一个方向的抗剪强

度明显高于其相反方向的抗剪强度，这在两个切向（x

向和 y 向）都很明显。这是因为，沿一个方向初始剪

切时，由于结构面板的约束作用，使结构面附近土颗

粒受到约束作用而产生明显的定向排列，导致了强度

的异向性。接着再沿相反方向剪切时，土颗粒滑移、

爬升和偏转的难度比初始剪切方向要大，接触面呈现

出的摩擦阻力会明显变大。此时接触面达到的强度和

切向模量均较大。 

具有各向异性的结构面与土构成的接触面，其体

变亦呈现显著的异向性，主要表现为一个方向剪切时

接触面的剪胀量较其相反方向明显增大。同时在该方

向剪切时，接触面切向应力应变关系亦会出现一定的

应变软化现象。这与强度的异向性相对应，是由于该

方向剪切时结构面附近土颗粒爬升和偏转更为剧烈所

致。但是，随着循环剪切周数增加，结构面附近的土

颗粒破碎加剧，结构面的异向性对接触面力学特性的

影响亦在逐渐减弱，接触面异向性逐渐减小。 
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图 58 粗粒土与各向异性钢板接触面力学特性 
Fig. 58 Cyclic behavior of the interface between gravelly soil and 

an anisotropic steel plate 

4.3 五个本构规律 

基于大量试验成果分析，将粗粒土与结构接触面

的力学特性凝练为强度律、剪切律、剪胀律、压缩律

和演化律等五个基本的本构规律[11, 16, 112]。 

（1）强度律 

强度律是指接触面的抗剪强度规律。试验分析表

明：1）在一定的法向应力范围内，粗粒土与结构接触

面的抗剪强度主要与作用于接触面上的法向应力成正

比，且两者存在近似线性关系。这意味着可以用接触

面摩擦角 i 一个参数来描述接触面强度，亦即 

tanf i     ，      （83） 

式中， f 为抗剪强度，为法向应力。2）不同三维剪

切路径试验中测得的接触面摩擦角 i 有一定差别，但

差别很小，如图 59 所示。接触面摩擦角 i 的大小与接

触面剪切路径基本无关。这一结论使得在建立接触面

的相关模型时在强度的模拟方面大为简化。3）法向边

界条件及法向刚度值对接触面摩擦角亦影响不大。4）

接触面摩擦角 i 比土的内摩擦角明显要小，可近似地

按照土内摩擦角的 3/4 取值。 

 

图 59 不同三维剪切路径下的接触面摩擦角 

Fig. 59 Friction angle of an interface under different shear paths 

（2）剪切律 

剪切律是指不同加载条件下接触面的切向应力

应变响应规律，试验中通常也用剪应力与相对切向位

移之间的关系来表征。 

试验发现：1）三维加载条件下，粗粒土与结构

接触面的切向应力应变关系表现出明显的非线性特征

和耦合特性。当一个方向存在一定的初始静剪应力时，

其正交切向的剪切亦会引起该方向的位移，且位移的

增长速率与初始静剪应力的大小有关。2）粗粒土与各

向同性结构接触面的主切向应力-应变关系未出现明

显的应变软化。3）不同剪切路径下接触面主剪应力随

主切向位移（或主剪应变）的增加而不断增长，但增

长速率有所降低，并趋向于一稳定值。4）切向应力控

制三维加载条件下接触面切向变形存在非共轴特性

（图 60）。接触面非共轴特性（包括非共轴角及单位

应力引起的切向位移增量大小）明显受剪切路径、应

力幅值及应力幅值比的影响。5）主剪应力与主切向位

移之间的关系基本上是双曲线型的，并随循环剪切周
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次的增加，接触面逐渐趋于剪切硬化，具体表现为剪

切模量的增加。峰值主剪应力和主切向应力应变关系

起始段的斜率随法向应力增加而增大。所以，在法向

应力不变的条件下，可用双曲线关系来描述加载阶段

主剪应变与主剪应力 关系，即 

      
1

b

a







 ， （84）

式中 a、b 为参数，a 主要与抗剪强度有关，b 主要与

法向应力有关。 
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图 60 不同应力幅值接触面单位应力切向位移增量分布图 

Fi g. 60 Distribution of tangential displacement increments for the 

first stress cycle for tests with different stress amplitudes 

（3）剪胀律 

剪胀律是指剪切作用引起的接触面体应变特性

规律，试验中接触面的体应变通常采用相对法向位移

来表征。 

接触面单剪和直剪试验均表明，二维和三维加载

条件下，接触面均表现出明显的剪切体变 vd，可分解

为一个随着循环周次而单调增长的、不可逆性分量

vd.ir 和一个可逆性分量 vd.re，亦即， 

 , ,d d ir d rev v v    ，   （85） 

不可逆性剪切体变在接触面剪切过程中的增长

速率逐渐减小，其主要取决于剪切路程及法向应力的

大小，且其幅值和增加速率随法向应力的增加而相应

增大。可逆性剪切体变主要取决于当前剪应变或剪应

力比的大小和方向，并存在着由剪缩到剪胀的相变点，

该相变点在循环剪切过程中逐渐趋近于零。 

接触面的可逆性剪切体变响应有时会表现出显

著的异向性。例如，循环剪切条件下当剪切方向与初

始剪切方向相同和相反时，可逆性剪切体应变分别表

现为体缩为主和体胀为主。接触面可逆性剪切体变的

异向性是接触面内土颗粒沿初始剪切方向发生定向排

列的结果，受初始剪切历史的影响最大。 

（4）压缩律 

压缩律是指在法向应力变化条件下接触面体应

变的特性规律。 

粗粒土与结构接触面的压缩性随着法向应力的

增加而逐渐减小，循环加载条件下的变形模量显著大

于单调加载时的变形模量。多种路径的接触面剪切作

用条件下，接触面的压缩性与土的压缩性相比显著减

小。三维压剪效应显著时，与压缩作用相关的变形模

量会增加一个数量级或更大。 

（5）演化律 

演化律是指加载过程中接触面物态及其力学特

性的变化规律。 

接触面在剪切过程中会发生一定的损伤，该损伤

表现为土的物理状态的变化及结构面物理性质的变

化。土的物理状态变化主要表现为颗粒破碎和密度增

大。这种物态变化会支配着力学特性发生变化，使接

触面逐渐向另一种新材料演化，并表现到宏观应力应

变关系响应。譬如，土颗粒破碎本身导致接触面的力

学性质劣化，表现出抗剪强度降低等趋势；另一方面，

土与结构相对运动造成了土颗粒重排列使得结构面附

近土的密度增大，导致接触面的力学性质强化，使得

接触面的抗剪强度趋于增加。 

因此，可将损伤概念用于描述受载过程中接触面

物态及力学特性演化规律。不可逆性剪切体变可作为

宏观上度量接触面物态及力学特性演化的一个指标，

其易于测量，物理意义明确。损伤因子采用不可逆性

剪切体应变的归一化形式加以定量描述。亦即，接触

面处于中间某一损伤状态时，其力学性质参数 H 可由

初始状态的力学性质参数 oH 和最终状态的力学性质

参数 uH 根据损伤因子 D 加权确定。 

  01 uH D H D H      ，          （86） 

, , ,/d ir d ir ultD v v    ，                （87） 

式中， , ,d ir ultv 为不可逆性剪切体应变的上界值。 

4.4 本构理论模型 

（1）三维循环弹塑性本构模型[16] 

引入了等应变分布、线性加载与旋转加载无耦

合、弹性应变无耦合等基本假设。弹性变形分量采用

一般弹性理论确定，采用能较好地模拟循环加载效应

的边界面理论描述塑性变形中的线性加载分量、特别

是循环作用引起的塑性变形。通过吸收考虑应力主轴

旋转砂土模型中的合理建模要素，结合上述的试验规

律，在广义塑性理论框架内实现了对接触面旋转加载

变形规律的合理描述，建立了一个粗粒土与接触面三

维循环弹塑性本构模型，其基本公式为： 

 1 1

:l l
l l

pl

D
K G K


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

r nτ
ε e e m  
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       1

:r r
r r

pr

D
K


 

r n
e m  ，             （88） 

式中第一部分即为弹性引起的应变，第二部分为线性

加载分量，第三部分为旋转加载分量；模型给出了映

射点的确定规则，合理地反映了加载过程中应力路线

的转折；模型基于接触面剪胀规律，建立了新的剪胀

方程。所有模型参数的物理意义明确，可通过试验确

定。该模型对多种剪切路径条件下接触面试验的计算

与试验结果吻合较好（见图 61），表明模型能有效地

模拟主要的三维接触面静动力学特性。 
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图 61 接触面试验与模拟结果对比 

Fig. 61 Test and modeling results of the interface 

（2）循环弹塑性损伤本构模型[115] 

对具有剪切易碎性的粗粒土，循环剪切过程中物

态变化对接触面应力应变响应的影响显著，在本构描

述中不容忽视。基于双屈服面和损伤概念、在边界面

模型框架下分别描述剪切和压缩引起的塑性变形以及

物态变化的定量影响。给出了映射点的确定规则，合

理反映了加载过程中应力路线的转折。引入有效剪应

变等新概念实现了对剪胀规律的数学描述。建立了一

个新的循环弹塑性损伤本构模型，其增量表达式为： 
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1 1 1
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（89） 

该模型中所有的参数均具有明确的物理含义，便

于试验测定，具体请参见有关文献[115]。基于对土工织

物类柔性接触面在受载过程中出现织物破损的观测分

析，考虑该类接触面与刚性接触面的差异，对模型进

行了修正和扩展。图 62 显示了该模型分别模拟柔性和

刚性接触面的效果[115,116]。 
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（a） 均匀砾与土工布      （b）均匀砾与粗糙钢板 

接触面单调剪切            接触面往返剪切 

图 62 土与结构接触面应力应变关系的模型预测与试验结果 
Fig. 62 stress-strain relationship of soil-structure interface 

4.5 工程应用 

所建立的接触面循环弹塑性本构理论模型可以

根据实际工程需要和计算精度要求，简化出不同精度

等级下的模型，譬如，当不考虑体变时，可简化为

Clough-Duncan 双曲线模型[121]。实际应用时适当选用

不同的简化模式，可有效地模拟接触面的主要力学响

应，同时尽量减少模型参数。 

选用有厚度的剪切型接触面单元建立了接触面

三维弹塑性循环本构模型及弹塑性损伤模型的数值方

法[16,117]。该方法在接触面受拉时将接触面单元刚度矩

阵的元素均置零并引入历史变量合理模拟了接触面的

脱开及愈合（重新压紧）现象。因此其不仅能够合理

地描述接触面在压紧条件下的力学特性，也能较好地

反映接触面的脱开及愈合现象。譬如，面板堆石坝可

能会出现施工期的面板脱空以及蓄水期的面板脱空处

再愈合现象。该数值方法已成功用于多座土石坝应力

变形的计算分析以及桩土相互作用分析[117,118]，得出

了对工程设计和安全性评价有参考价值的成果。 

针对面板堆石坝施工中常采用的挤压式边墙结

构，对其几何形状和力学特性做了基本假定，在此基

础上将挤压式边墙与垫层的相互作用等效为接触面，

并采用接触面弹塑性损伤模型来描述，给出了参数的

等效剪切数值试验确定方法，从而建立了一个挤压式

边墙概化模型[119,120]。分析表明挤压墙概化数值模型

所揭示的坝体及面板应力变形规律与原状模拟方法一

致，可以合理地描述挤压式边墙的实际力学特性，使

数值模拟的计算量大为减少。 



第 1 期                                  张建民. 砂土动力学若干基本理论探究      33 

5 考虑刚性结构侧向位移的地震土压
力理论及实用算法 
地震土压力是各类挡土构筑物、城市地下结构和

建筑物地下边墙等诸多结构抗震设计中的基本荷载。

1924 年日本学者物部（Mononobe）和冈部（Okabe）

在日本土木工程学会誌上先后独自发表了著名的地震

土压力理论[122,123]，被认为是土动力学基础理论研究

方面最早考虑地震荷载作用的突破性进展，亦是构成

当今土动力学理论体系的奠基性成果。物部-冈部的地

震土压力理论公式是基于拟静力概念，在库仑主动和

被动土压力的极限平衡力系中巧妙地添加了一个地震

惯性力，从而将库仑土压力理论推广到地震作用的情

形。地震土压力实际上是地震激励环境中土体与挡土

结构所构成的共同工作系统在其接触面处的相互作用

力，其大小和分布随时间而变化。从理论上讲，采用

土体与结构动力相互作用分析来确定地震土压力，比

拟静力分析更为合理，但由于其在计算模型复杂性、

计算结果可靠性以及计算效率、精度和成本方面尚存

在诸多问题不易解决，目前仍难以被广泛采用。相比

之下，基于拟静力概念的物部-冈部的理论公式及算

法，概念清晰、计算简便、参数易定，长期以来被各

国设计规范广泛采纳，成为地震土压力计算的主流方

法。然而，物部-冈部公式存在着明显的缺陷：只适用

于计算刚性挡墙处于主动和被动两个极限状态时的地

震土压力，同时只给出了地震土压力的合力，没有给

出其分布。实践中大量存在的城市建筑地下边墙、浅

埋结构物和桥墩等，无论静力条件还是动力条件，其

上作用的土压力通常是介于主动土压力和被动土压力

之间的某一值，能够使得墙后填土达到主动和被动极

限状态的墙体位移量通常不会发生或不允许发生。 

本节将简述适用于从主动状态到被动状态之间

的任意墙体侧向位移条件的刚性挡墙地震土压力理论

及实用算法。该成果一定程度上克服了物部-冈部公式

的上述缺陷，并保留了其简单易用的优点，既可用于

地上刚性挡墙、也可用于建筑物基础边墙和浅埋地下

结构边墙上的地震土压力计算。  

5.1 基于压剪耦合效应的土压力形成机理 

自从库仑和朗肯提出了其著名的土压力理论以

来，有关土压力的研究成果颇丰，但大多只能计算主

动和被动两种极限状态下的土压力。Terzaghi（1934）

的模型试验表明，土压力的大小和分布与挡墙的位移

量及位移模式有关[124]。工程实践中许多挡土墙上作用

的土压力通常是介于主动土压力和被动土压力之间的

某一中间状态，能够使得墙后填土达到极限平衡状态

的墙体位移量常常不会发生。许多学者通过拟合土压

力或土压力系数随挡土墙位移变化的关系曲线，得到

考虑位移效应的土压力实用计算公式，但这些方法均

是基于土压力与挡墙位移之间的经验性关系。已有的

模型试验研究表明[124,126,127]，松砂达到主动和被动状

态所需要的墙体位移约为 0.008 H 和 0.17 H（ H 为挡

墙高度），而密砂达到主动和被动状态所需要的墙体位

移量约为 0.001 H 和 0.015 H 。另外，根据挡墙位移模

式的不同，既是其最大位移量相等，沿墙不同高度处

的土压力系数亦差异很大。所以，土压力或土压力系

数与墙体位移之间不存在唯一性关系，其随墙体位移

模式和填土性质的不同在相当大的范围内变化。 

如图 63 所示，随着墙体位移量的变化，实质上

墙后填土的应变约束条件随之发生变化，从而引起土

压力系数的变化[128,129]。基于这样的认识，采用土单

元体的应变增量比（小主应变增量与大主应变增量的

比值，记为 3 1/R     ）来表述土的应变约束条件。

显然，R 越接近于 1，侧向变形 h 与竖向变形 v 越

接近。 R 越小，则 h 与 v 的差异越大。 

 

图 63 填土的侧向应变约束条件随挡墙位移量的变化 

Fig. 63 Lateral strain constraint of backfill against 

wall displacement 

对饱和砂土进行了等应变增量比试验。通过试验

来测定由应变增量比 R 表示的应变约束条件下填土

经过沉积或压密达到稳定状态时的不同应力比。图 64

给出了应变增量比 R 分别为 0.22、-0.10 和-0.42 时的

应力比 /h v  和竖向应力 v 之间的关系。可以看出，

当应变增量比保持为某一常数时，土单元体最终达到

一个稳定的应力状态，即所谓的渐进状态[38,39]，渐进

状态时的应力比亦为常数，称之为渐进状态应力比

( / )h v asy   。不同的渐近状态应力比，可理解为不同

应变约束条件下填土经过沉积或压密达到稳定状态时

的应力比，与不同应变约束条件下的土压力系数 K 具

有相近的物理本质。这样可通过等应变增量比试验来

测定不同应变约束条件下的渐近状态应力比，建立土

压力系数 K 与应变增量比 R 之间的定量关系[128]。 

基于压剪耦合规律以及渐近状态准则（14）式，

图 65 给出了土压力系数 K 与应变增量比 R 之间的唯
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一性关系。由图可知，在平面应变条件下，对于 c 点，

土单元体的 1R  ，侧向应变增量 h 等于竖向应变增

量 v ，处于等向压缩状态。如果不考虑各向异性的

影响，此时应力比值为 1，只具有压缩效应。对于 a

点和 e 点，土单元体的 1R   ，其体应变增量

0volume  ，只具有剪切效应，符合临界状态的概念。

此时 a 点处于主动状态或 K  2tan (45 / 2)o  ，而 b

点则处于被动状态或 K  2tan (45 / 2)o  。从等向压

缩状态到主动或被动状态之间，随着应变增量比的变

化，压缩效应减弱而剪切效应增强，使得土单元体处

于不同的渐近状态，对应着不同的土压力系数。特别

是，当侧向应变 0h  时，处于静止状态（ oK 状态）

且 1 sinK   。 

综上所述: 1）土压力系数 K 与挡墙位移之间不

存在唯一性关系，但其与应变增量比 R 之间具有良好

的唯一性； 2）压剪耦合效应是导致土压力系数 K 与

应变增量比 R 之间具有一一对应关系的物理本质。应

变增量比 R 的不同，实质上表征了压缩效应与剪切效

应的相对影响程度的不同。所以，压剪耦合效应是不

同应变约束状态下土压力形成的物理基础。需指出，

上述的唯一性关系适用于各向同性的正常固结土。 
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图 64 应力比与竖向应力的关系 

Fig. 64 Relation between stress ratio and vertical stress 

5.2 基于中间滑动土楔概念的地震土压力物理机制 

（1）取决于已发挥摩擦角
mob
 的“中间滑动土楔” 

1）新的应变约束参数 R ：应变增量比 R 从主动

状态到被动状态不是单调变化的，为了表述方便，引

入一个新的应变约束参数 R ： 

  ( 1)

2 ( 1)

R K
R

R K





   

   ，        （90） 

式中 K 为土压力系数。图 66 给出了土压力合力 P 与

墙体位移  以及土压力系数 K 与应变约束参数 R 之

间的关系。对比图 65 和图 66（b）可知，参数 R 的引

入更易于数学描述。 

 

图 65 平面应变条件下土压力系数与应变增量比的唯一性关系 

Fig. 65 A unique relationship between earth pressure coefficient 

and strain increment ratio in plane strain condition 

 

图 66 土压力系数与应变约束参数的关系 
Fig. 66 Relationship bewteen earth pressure coefficient and lateral 

strain constraint 
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2）墙体位移的影响：在静力条件下，挡墙后填土

对墙背施加一个侧向土压力 SP 。 SP 随墙体侧向位移而

变化，如图 66(a)所示。图中的符号Δ表示墙体侧向位

移， a 和 p 分别为墙后填土达到主动和被动状态时

所需要的最小墙体侧向位移量的绝对值。当挡墙离开

或接近墙后填土的墙体位移Δ值大到足以使墙后填土

的抗剪强度得到充分发挥时， SP 将达到主动土压力

.S aP 或者被动土压力 .S pP 。通常， SP 可因Δ的大小及

方向的不同而取 .S aP 与 .S pP 之间的某一个值。作用于

墙后填土上的表面荷载也会在墙背形成一个土压力增

量。这里将表面荷载所引起的土压力增量的合力记为

QP ，将主动与被动状态时的 QP 分别记为 .Q aP 与 .Q pP 。 

首先，考虑图 67(a)所示的一个简单的土-墙系统。

墙背 AB 与直线滑裂面 AC 组成一个三角形的滑动楔

体 ABC ，在 BC 表面作用着一个均布的表面荷载 oq 。

显然，当 a  － 时，墙后形成主动滑楔体，而且主

动土压力 . .( )a S a Q aP P P  以倾斜角 a 作用在平面 AB

上。由于侧向土压力的大小是随着滑裂面 AC 的倾斜

角 而变化的，所以可通过侧向土压力相对于倾斜角

 求极值来确定主动土压力 aP 的大小，与 aP 相应的倾

斜角 即为主动状态时的临界倾斜角，记为 .a cr 。 

其次，对图 67（c）所示的被动滑楔体，可进行

类似的分析，此时 p   且 .p cr ＝ 。主动与被动滑楔

体都是在沿 AC 面上土的抗剪强度得到充分发挥的极

限条件下形成的。因此， AC 面上作用力的合力 F 与

AC 面法线的夹角通常假设等于土的内摩擦角。这

里将主动状态时的墙背摩擦角 记为 a ，被动状态时

记为 p 。 

对于 a p     的情况，土的抗剪强度没有得

到充分发挥，因此在墙后不可能形成主动滑楔体或被

动 滑 楔 体 。 但 是 ， 对 任 一 给 定 的 位 移 值   

( a p     ), 假定仍然存在着一个土楔，它使作用

在墙背上的土压力达到最大值 ( )S QP P P  。这里称

该土楔为中间滑楔体或中间土楔。图 67（b）示出了

滑裂面 AC 为平面时的一个中间滑楔体。如果将这种

情况下墙后填土所发挥出的内摩擦角以及土-墙之间

所发挥出的墙背摩擦角分别记为 mob
 和 mob

 ，则作用

力 F 与 AC 面的法线夹角可假设等于 mob
 。由（15）

式可知：对正常固结土，如果其内摩擦角是已知的，

则 mob
 值只取决于应变增量比 R 或应变约束参数 R 。

R 的变化与墙体侧向位移Δ有关。如图 67(b)所示，

对于任意的中间状态， R 可从-1 到 3 的范围内取值，

主动状态时取 -1（ a
   ），被动状态时取 3

（ p
   ），无侧向位移的静止状态（ o

K 状态）时取

0。已有模型试验表明[126,127]， mob
 随墙体位移Δ变

化。如果给定墙体位移值且 mob
 和 mob

 已知，则临

界倾斜角 cr
 可通过求解总土压力对 的最大值来确

定，由此可推导出算定 cr
 的公式： 

     
   

cos sin
cot sec

cos sin

tan

mob mob mob

cr

mob

   
 

   
 

   








，（91） 

这里 mob mob
        ；当 1 1R   时，式中

“”及“”取上符号，当1 3R  时取下符号；

当 1 1R   且绕AB面法线逆时针转动或者1 3R 
且绕 AB 面法线顺时针转动时，墙背摩擦角 mob

 取正

值，反则取负值。 

 

 

 

图 67 三种滑动土楔 

Fig. 67 Variation in the dimensions and weight of static interme-

diate soil wedge with lateral wall displacement 

由（91）式可知：临界倾斜角 cr 仅随 mob  和 mob

变化，即仅随Δ变化，式中的墙后填土表面倾斜角
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和墙背倾斜角  均可视为常数。当墙体位移从-Δa 到

Δp 变化时，临界倾斜角 cr 从 cra. 减小到 crp. 。在这

一过程中，土楔 ABC 的尺寸与重量都将增大，即

a pL L L  且 a pW W W  ，符号意义如图 67 所示。

因此， . .S a S S pP P P  且 . .Q a Q Q pP P P  ，从而 aP P  

pP 。由此可得如下认知：a）当墙体侧向位移值尚

未大到足以使墙后填土的抗剪强度充分发挥时，土压

力可认为是由一个“中间滑楔体”引起的；b）总土压

力 P （ S QP P  ）随Δ变化而变化，取决于中间滑楔

体的尺寸大小及重量；c）上述分析对滑动面 AC 是曲

面的情形也同样适用。 

3）地震惯性力作用：地震过程中，墙后填土还受

到惯性力的作用。在这种情形下，土对墙的总推力 PE

可以划分为土楔自重引起的力 PES 和地震惯性作用引

起的附加力 PED。如图 68 所示，PE一般随着挡墙远离

填土的墙体位移而降低，直至达到主动状态为止，同

时它也随变化着的地震惯性作用而波动。这种变化规

律已经为大量的模型试验所证实
[126,127]

。 

 

图 68 地震土压力的合力随墙位移的变化 

Fig. 68 Variation in dynamic earth thrust with wall dis-

placement in shaking 

静重为 W 的中间滑楔体在水平和竖直方向上有

两个惯性力分力 Wkv 与 Wkh ，如图 69（a）所示。这

里将其上作用着惯性力的中间滑楔体称为动力中间滑

楔体，以便与静力条件下的滑楔体相区别； hk 与 vk 分

别是水平向和竖直向地震加速度与重力加速度之比，

称之为水平和竖直地震系数。滑楔体重力与惯性力的

合力 WE在地震中并不总是保持竖直。WE与 W 的夹角

i，通常称之为“地震角”，定义为 

v

h

k

k
i




1
tan   ，            （92） 

式中， vk 与 hk 在加速度指向上和指向墙背时取正值。 

基于物部与冈部（1924）提出的传统拟静力概念，

对图 69（a）所示的中间动力滑楔体，当 0i 时使其

逆时针旋转 i 角，当 0i 时使其顺时针旋转 i 角，使得

WE作用方向竖直向下，这样可用类似于库仑土压力理

论方法来求解地震土压力问题。对于经旋转后的土-

墙系统，动力滑楔体的重量被认为等于 WE，即 

2 2(1 ) (1 ) / cosE v h vW W k k W k i      。  （93） 

 

 

图 69 动力中间滑楔体的尺寸和重量变化 

Fig. 69 Variation in the dimensions and weight of dynamic inter-

mediate soil wedge during an earthquake 

这意味着动力中间滑楔体在地震过程中其尺寸总

保持不变，但它的平均容重γ则变为 /)1( vk icos 。根

据这一解释，在以往的研究中，有的学者将主动地震

土压力 PE.a 划分为一个初始静土压力 PS.a 和一个动土

压力增量 aEP  ，并建议采用库仑公式和物部-冈部公

式来分别算定 PS.a 与 PE.a ，进而确定 E aP    

E a S aP P  。由此假设可得 aSaES PP   及 aEaED PP   。

然而，对转换后土-墙系统的拟静力平衡力系中的土压

力关于倾斜角 求极值，则可推导出临界倾斜角 cr 的

计算公式： 

cos( )sin( )
cot( )

cos( )sin( )

sec tan

mob mob mob

cr

mob

i

i

    
   

  
 

 

  





,    （94） 

式中，   mobmob＝ ，符号“ ”及“ ”的

规定与公式（91）相同；各个角度的正方向均示于图

67。图 70 绘出了在给定条件下由(94)式计算得到的临

界倾斜角 cr 随地震系数角 i 的变化过程，表明动力滑

楔体的尺寸大小并非是不变的，而是随着惯性力的大

小变化而变化，如图 69（b）所示。 
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图 70 破裂面与水平方向的夹角随地震角变化而变化的规律 

Fig. 70 Change in critical angle of sliding plane with changing 

angle of seismic coeffient 

 

对如图 69(b)所示的动力滑楔体 CAB （ 0hk ）

或 CAB  （ 0hk ），作用在其上的总体积力 
EW 能够

根据几何关系确定： 

      ikWkkWW vhvE cos)11 22 －（ ,   （95a） 

         2
2 )sin(cos

)cos()cos(

2

1
HW

cr

cr 






  ,     （95b） 

式中W 是动力滑楔体的重量，它只在 0 hv kk 时等

于静力滑楔体的重量 W 。不同 hk 水平的 WWE / 及

WiWE /cos 可用(93)、(94)、(95)式确定，如图 71 所示。

可以发现传统的拟静力法与本文所提方法所得到的结

果存在很大差别。很明显，当 0hk 且 0vk 时，

EE WiW  cos 且 WW  。应该指出，当竖向加速度分量

（或者 vk ）指向上或向下时，主要起降低或增大土的

有效容重的作用。 iWE cos （ )1( vkW  ）实际上表示

地震过程中动力滑楔体的有效重量。说明竖向加速度

分量 Wkv 通过改变动力滑楔体的有效重量来改变总土

压力的大小。例如，在 1vk 的极端条件下， 0EP 。 

 

图 71 由式(93)和式(95)确定的动力滑楔体重量之对比 

Fig. 71 Representation of the pseudo-static concept by comparing 

the weights of the dynamic soil wedge 

以上讨论说明，滑楔体的尺寸及重量的变化随惯

性力的大小和方向变化而变化。亦即，作用在滑楔体

上的惯性力的变化会导致滑楔体的尺寸及重量的变

化，从而导致土压力的变化。例如，当 0hk 且 0vk

时，由于 EE WiW  cos ，必然有 SES PP  。类似地，对

同样条件， QEQ PP  ，这里 EQP 是地震时墙后填土表面

荷载引起的土压力分量的合力。因此，分析地震时中

间滑楔体的尺寸及重量变化，有助于理解地震土压力

形成的物理机制。 

（2）三种不同成因的土压力分量 

对图 69（b）所示的受常惯性力作用的三角形动

力主动滑楔体而言，总主动地震土压力 aEP  可由物部-

冈部公式（96）确定。 

  aEvaE KkHqHP  









 1
)cos(

cos

2

1
0

2


  ， （96） 

式中 E aK  为主动地震土压力系数，其它符号如前所述。 

通过前面的讨论，可知总主动地震土压力 aEP  可

分解为三个土压力分量，分别是动力主动滑楔体的有

效重量引起的土压力分量 aESP  、地震惯性作用引起的

土压力分量 aEDP  和作用于动力主动滑楔体之上的表

面荷载引起的土压力分量 aEQP  。其中， aESP  与 aEDP 

的合力可由（96）式给出，亦即 aEKH  22/1  。为将二

者区分开来， aESP  与 aEDP  可进一步被表述为

aESaES KHP   22/1 ＝ 及 21/ 2ED a ED aP H K ＝ ， 这 里

aESK  为动力主动滑楔体的有效重量引起的主动土压

力系数， aEDK  为地震惯性作用引起的主动土压力系

数。根据 aESK  的定义，可针对有效重量为 iWE cos 的

动 力 主 动 滑 楔 体 确 定 出 aESK  ， 即 ES aK  ＝  

1 )cosv E ak iK ( － 。这样，不难写出 

    aEvaESaES iKkHKHP  cos)1
2

1

2

1 22 －（＝＝   ，  （97） 

假设 00 q ，将 aEDaESaE PPP  ＝ 及（97）式代

入（96）式，可得 

        aEvaED KikHP   )cos1)(1
2

1 2 －（＝   ，       （98） 

或 aEvaED KikK   )cos1)(1－＝（ 。另外，根据（96）-（98）

式， aEQP  分量可写成 

0

cos

cos( )EQ a EQ aP q HK


  


，      （99） 

式中， (1 )EQ a v E aK k K ＝ 。显然，若 0 hv kk ，则

aSaEaES KKK  ＝＝ ， 0＝aEDK  且 aSaEQ KK  ＝ ，此处

aSK  为主动土压力系数。 

根据物部-冈部公式及（97）及（98）式，可以计

算出 aEK  、 aESK  、 aEDK  与 hk 之间的定量关系以及

在 0v hk k  时的 aSK  值，计算结果如图 72 所示。比
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较分析可知：1）随着 hk 增大， ES aK  与 aEK  的差距增

大，显示出滑楔体的静重有显著增长；2） aEK  的很大

部分由 aESK  决定的，而不是 ED aK  ；3） ES aK  与 ED aK  随

hk 的变化与图 71 所示的 cos /EW i W 及 /EW W 随 hk 变

化是类似的。后两点意味着， aEK  随 hk 的增大主要

是由于地震惯性作用引起了滑楔体的体积及重量的增

加。图 73进一步给出了两个分量 aESK  和 aEDK  与 aEK 

之比随 hk 而变化的关系曲线。可以看出： aEDK  相对

于 aEK  的比例随 hk 增大而增大，但 aESK  相对于 aEK 

的比例则随 hk 增大而减小。从图 73 及（96）-（98）

式可以推断：总主动地震土压力 aEP  主要取决于动力

滑楔体的有效重量引起的土压力分量 aESP  ，而地震惯

性作用引起的土压力分量 aEDP  ，当 0.6hk  时，占 E aP 

的比例小于 15％。 

 

图 72 重力和惯性力引起的主动土压力分量的对比 

Fig. 72 A comparison of different active earth pressure coefficients 
due to gravity and inertial effects 

 

图 73 重力和惯性力引起的主动土压力分量的相对比例 

Fig. 73 
.ES a

K  and 
.ED a

K  in friction of 
.E a

K  for different levels 

of horizontal seismic acceleration 

类似地，对图 69（b）所示的动力中间滑楔体

CAB  ，总土压力 EP 及它的三个分量可以表述为： 

 2

0

1 cos
1

2 cos( )

E ES ED EQ

v E

P P P P

H q H k K


 

 

 
    

=

， （100） 

其中 

21

2ES ESP H K  ，    （101a） 

                 21

2ED EDP H K  ，      （101b） 

            0

cos

cos( )ES EQP q HK


 



 ，  （101c） 

式中， (1 )cosES v EK k iK＝ ， (1 )(1 cos )ED v EK k i K ＝ 及

(1 )EQ v EK k K＝ ， EK 称之为地震土压力系数。 

5.3 基于“等效地震系数”概念的地震惯性效应评价 

众所周知，当墙后填土较高时，地震响应加速度

沿高度的相位变化及放大作用将变得非常明显而不容

忽视。这些震动效应将导致地震加速度沿深度的不均

匀分布。可是，现行的拟静力分析中假设作用在整个

滑楔体上的地震加速度是常数，这时的震动效应可采

用作用在竖直方向与水平方向的惯性力来反映。本节

引入“等效地震系数”概念，提出在地震土压力的评

价中考虑地震加速度不均匀分布影响的实用方法。 

如图 74(a)所示，在自重为W 的三角形中间滑楔

体 ABC 中任意切取一个厚度为 cos( ) / cosz     、

自重为 ( )W z 的条单元。显然， )(zW 随深度 z 线性

地减小并在滑楔体的底部减小到 0，从而形成一倒三

角分布。如果将 ( )W z 与 z 之比定义为 ( )w z ，则该

比值沿深度也呈现倒三角分布，如图 74(b)所示，可表

示为 

   
   2

cos cos
( )

cos sin
cr

cr

W
w z H z

z

   


  
 

   
 

, (102)  

 

图 74 挡墙后三角形土楔重量沿深度的分布 

Fig. 74 Distribution of weight with wall height for a triangular 

intermediate soil wedge  
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将 t 时刻在深度 z 处的惯性加速度及相应的地震

系数分别记为 ( , )z t 及 ( , )k z t （ ( , ) /z t g ；g 为重力加

速度）。 ( , )z t 可采用地震反应分析或某些简化方法来

计算。图 75(a)给出了在特定时间 t 的水平地震系数

( , )hk z t 沿深度的分布。为便于描述，图中假设竖直向

地震系数 ( , )vk z t 为零。惯性力必然在墙趾处产生一倾

覆力矩 )(tM E ，其可由对 ( , ) ( )hk z t w z 沿深度 z 积分得

到，即 

0
( ) ( , ) ( )( )

H

E hM t k z t w z H z dz    ，     (103) 

 

图 75 等效地震系数 

Fig. 75 Equivalent seismic coefficient 

如图 75(b)所示，引入一个等效水平合力 )(tFh ，

它被定义为一个水平向等效地震系数 . ( )h eqk t 与滑楔

体的总重量 W 之积，即 )(tFh . ( )h eqk t W＝ 。如果 ( )hF t

作用在墙底之上 2H/3 处并对墙底产生力矩 ( )EM t ，可

得到如下等式 

2
( , ) ( )

3 h EH k z t W M t  ＝  ，         (104a) 

或 

. 0 0

2
( ) ( ) ( , ) ( )( )

3

H H

h eq hH k t w z dz k z t w z H z dz     ，(104b) 

将(102)式代入(104b)式，有 

2
. 3 0

3
( ) ( , ) ( )( )

H

h eq hk t k z t w z H z dz
H

   

( 常数) , (105) 

或 

2

0
.

0

( , ) ( )( )3
( )

2 ( )( )

H

h

h eq H

k z t w z H z dz
k t

H z H z dz









 

( 0)(  z＝ ),   (106) 

在 ( , )h hz t  常数且 常数的最简单条件下，

式(105)或(106)式退化到 ( ) /h eq hk t g. ＝ 。 

尽管除 ( , )hk z t  常数的情况之外， )(tFh 不是真

实解，但实际水平向作用力的合力与等效水平合力在

墙基处所产生的力矩是相同的。这说明由(105)或(106)

式得到的水平向等效地震系数可用于墙体抗倾覆稳定

性的评价。从实际应用的观点来看，这样方法不失为

一种简单而合理的确定水平向地震系数的方法。 

为了检查墙体的抗滑稳定性，一般只需要确定出

实际合力的大小。在这种情形下，等效水平合力可定

义为 

. 0 0
( ) ( ) ( , ) ( )

H H

h eq hk t w z dz k z t w z dz  ＝  ，      (107) 

类似地，将式(102)式代入(107)式，有 

       0
.

0

( , ) ( )( )
( )

( )( )

H

h

h eq H

k z t z H z dz
k t

z H z dz








－
＝

－
  ，    (108a) 

如 常数，(108)式变成 

. 2 0

2
( ) ( , )( )

H

h eq hk t k z t H z dz
H

＝   。    (108b) 

对竖直向等效地震系数 )(. tk eqv 也可得到类似的表

达式。因此地震角 i 可重新定义为 

.

.

( )
tan ( )

1 ( )
h eq

v eq

k t
i t

k t



 。         (109) 

该等式可用于因震动放大效应及相位不同引起的

地震加速度不均匀分布的情况。这里的 . ( )h eqk t 、 . ( )v eqk t

及 ( )i t 在下文中如无特别说明仍被简记为 hk 、 vk 及 i。 

5.4 基于拟静力分析的地震土压力系数公式 

基于拟静力概念，可推得(100)式所定义的地震土

压力系数 KE： 
2

2 2

1

2

1

2cos ( ' )

cos ( ' )(1 ) cos cos cos( )(1 )

sin( ' )sin( ' )
1

cos( ) cos( )

E

mob

mob

mob

i
K

i R i i R I

i
I

i

 
    

   
   

 


      

   
     

 

 （ 0.10.1  R ）， （110） 

2

2

2

2

2

1 cos ( ' )
1 ( 1) ( 1)

2 cos cos cos( )

sin( ' ) sin( ' )
1

cos( )cos( )

E

mob

mob

mob

i
K R

i i I

i
I

i

 
  

   
   

 
    

 

   
     

 

                               （ 0.30.1  R ）。 （111） 

地震土压力公式（100）、（110）和（111）式在应

用时应注意以下事项： 

1）对(110)式， 90)(  imob  且 ( ' ) 0i    ，

对(111)式，  )( imob  － 90o
且 ( ' ) 0i    。该公

式在主动状态（ 1R   ）和被动状态（ 3R  ）时即

是物部-冈部公式。（112）式给出了物部-冈部公式的

主动地震土压力系数 aEK . 和被动地震土压力系数

pEK . 。（112）式中的 0i  时可简化为库伦土压力主动

和被动土压力公式，进一步 i   0mob   时可简

化出砂土的朗肯主动和被动土压力公式。 
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2
.

2

. 3

2

3

cos ( ' )

cos cos cos( )

sin( ' ) sin( ' )
1

cos( ) cos( )

E a

E p

K i
K i i I

i
I

i

 
  

   
   

  
    

  
     





  (112) 

2）地震时土-墙系统的相对位移为零（ 0R  ）的

状态，称之为中性状态。在中性状态下，土-墙系统震

动时的绝对位移不一定为零，这是中性状态与静力条

件下土-墙系统的静止状态（ oK 状态）之间的根本区

别。将 0R  代入(110)式，可得到中性状态地震土压

力系数 KE.o 

2

. 2 2

4

2

4

2cos ( ' )

cos ( ' ) cos cos cos( )

sin( ' ) sin( ' )
1

cos( )cos( )

E o

o

o

o

i
K

i i i I

i
I

i

 
    

   
   

 


    

   
     

，（113） 

式中 o 为中性状态下所发挥的墙背摩擦角。当 0  、

0  、 0o  和 0i  时，（113）式进一步退化为 Jaky

的静止土压力公式。 

图 76 和 77 对比了给定计算条件（ 0vk    ）

下主动地震土压力系数 .E aK 、中性状态地震土压力系

数 .E oK 和静止土压力系数 .S oK 随摩擦角与水平地

震系数 hk 的变化规律。为方便计算，图中的土压力系

数乘以 cos o 或 cos a ，直接给出了垂直于墙背的水平

土压力分量对应的土压力系数。 

3）图 78 和图 79 表明，对 ' 值一定的砂性土，

地震土压力系数
E

K 在主动侧随 i 增大而增大，在被动

侧则随 i 增大而减小，最终主动与被动状态完全重合

而不再随 i 增大而变化。亦即，
E

K 客观上存在着一个

不可逾越的只与 ' 值有关的界限状态。 

 

图 76 不同地震系数条件下土压力系数与摩擦角之间的关系 

Fig. 76 Coefficients of horizontal dynamic earth pressures for 

neutral and active states as a function of internal friction angle and 

seismic coefficient 

 

图 77 中性状态和静止状态时土压力系数与摩擦角之间的关系 

Fig. 77 Coefficient of horizontal earth pressure in the neutral state 

as a function of wall friction angle and internal friction angle 
 

 

图 78 地震土压力系数与侧向约束参数和地震角的关系 

Fig. 78 Dependency of KE on R and i 

 

图 79 地震土压力系数与摩擦角和地震角的关系 

Fig. 79 Dependency of KE on   and i  
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4）提出的公式适用于正常固结土。实用计算时，

相关参数的具体确定方法，请参见有关文献[128,129]。

其中，墙背填土表面倾斜角 和墙背倾斜角  易于确

定；土的内摩擦角 ' 应由平面应变剪切试验确定，也

可先由常规三轴试验确定再转换到平面应变条件下；

墙背摩擦角 的取值，根据本文第四部分的研究成果

及有关经验，主动和被动状态时建议取土的内摩擦角

' 值的一半或四分之三，中性状态时取 ' 值的六分

之一到四分之一，其余中间状态可以插值；应变约束

参数 R 的确定，除主动状体（ 1R   ）、被动状态

（ 3R  ）和中性状态（ 0R  ）之外，将其与挡墙位

移之间建立了定量关系。对大部分建筑物基础边墙的

情形，数值分析表明 R 值大约为 1/8 ~ 1/ 4 。特别需

要强调的是，计算浅埋地下结构两侧边墙上的地震土

压力时，对一侧的地震角 i 和应变约束参数 R 取正值

时，则对另一侧的 i 和 R 均取负值。 

5.5 由墙后填土震密效应引起的残余土压力分量 

模型试验研究表明[125-127]：在连续振动过程中，

刚性墙受到的侧向应力有增加的趋势并最终达到一个

恒定值。与此同时，墙后填土的容重 有增大的趋势

并导致填土沉降。这种因填土的震密效应引起的侧向

应力增量是不可恢复的，故称其为残余土压力分量，

并记为 rP 。上述现象被定性地描述于图 80，图中 .r oP

是 rP 在中性状态下的值。 

中性状态下的水平残余土压力 orhp . 及其合力 orhP .

可分别表述为 

               . .rh o rh op zK  ,                 （114） 

及            orhorh KHP .
2

. 2

1    ,               （115） 

式中，中性状态残余土压力系数 orhK . 可根据已有砂土

土压力模型试验数据整理得到： 

                
vr

vr
rorh CK



1. ＝                  （116） 

式中 rC 是与填土类型有关的系数，对石英砂约等于

5.5。为了确定任意侧向应变约束条件下的水平残余土

压力 rhp 及其合力 rhP ，建议了估计水平残余土压力系

数 rhK 的公式 

         1)1(.
m

orhrh RKK  （ 01  R ） ，       （117a） 

2)
3

1(.
m

orhrh
R

KK  （ 30  R ） 。      （117b） 

这里 1m 及 2m 是由试验确定的系数，可近似取 1，即

121  mm 。 

    震密效应引起的残余土压力分量，对墙后填土比

较疏松或者震密效应突出的情形是不容忽视的。 

 

图 80 震动压密引起的残余土压力 

Fig. 80 Residual earth pressure due to vibro-densification of soil 

5.6 几种常遇条件下的地震土压力 

针对实际工程中常见的计算条件，提出了地震土

压力的计算公式或图表及计算方法。为简明计，图中

符号及其物理含义请参见有关文献
[130-133]

。 

（1）墙背摩擦角较大的情形
[130,131] 

对于墙背摩擦角较大的情形，当墙后填土处于被

动侧的中间状态或被动状态时，潜在滑动面采用曲面

滑动面更为合理。所以，对墙后填土处于被动侧的情

形，将图 67 所示的直边三角形中间滑楔体改为曲面中

间滑楔体，采用平面-对数螺旋曲面的组合滑动面求解

被动侧的土压力，在靠近墙底的部位滑动面为对数螺

旋曲面，在接近填土表面的部位为一平面。曲面中间

滑楔体如图 81 所示，提出了相应的土压力计算方法。 

图 82 对比了平面滑楔体和曲面滑楔体计算的被

动侧土压力。由图可知，当墙背摩擦角 为零时，基

于平面滑楔体与曲面滑楔体的计算结果是相同的。然

而当墙背摩擦角不等于零时，随着墙体位移量的增大，

即应变约束参数 R 的增大，土的内摩擦角及墙背摩

擦角 逐渐发挥，此时基于平面滑楔体计算的误差会

逐渐增大。当 / 2  及 2.4R  时，两种方法计算

的土压力差别较大。此时如采用平面滑动面计算被动

侧土压力系数，则需进行一定程度的折减。 

（2）超固结无粘性填土的情形
[132] 

对超固结砂土、特别是强超固结砂性土，如图 83

所示，采用峰值摩擦角
p

确定的主动滑楔体 ABC 获

得的主动地震土压力偏小，采用残余摩擦角
r
确定的

主动滑楔体 ABC获得的主动地震土压力偏大。在试

验成果分析的基础上，提出了由峰值摩擦角
p

确定滑

裂面位置而由残余摩擦角
r
确定滑裂面上剪切阻力

的新机制，从而推得了适用于超固结砂性土的主动地

震土压力系数公式: 
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式中 1 i     ； 2 p        ； 3 p i     ; 

p 和 r分别为平面应变条件下填土的峰值和残余摩

擦角；其他符号与（110）式和（111）式相同。值得

注意的是，1）当 p r      时，（118）式退化为物部

-冈部的主动地震土压力公式; 2）模型试验表明，由峰

值摩擦角 p确定滑裂面位置而由残余摩擦角 r确定

滑裂面上剪切阻力的机制是合理的。 

对于被动地震土压力，由峰值强度指标 p确定的

滑楔体较大，由残余强度指标 r确定的滑楔体较小。

挡墙位移量 p  时，先由峰值强度确定填土中滑动

面位置。随着挡墙位移量的增大，填土的强度降低，

沿着峰值强度确定的滑动面继续滑动较为困难，滑动

面便会发生调整。 

  

 

图 81 曲面中间滑楔体受力分析图 

Fig.81 Mechanical analysis of curved intermediate soil wedge

（3）有超孔隙压力存在的情形
[133] 

临水挡土结构后的填土为饱和砂性土时，地震作

用过程中饱和砂性填土层内会产生由土骨架变形产生

的超孔隙水压力和由孔隙水相对于土骨架产生相对运

动引起的 Westergaard 型的动水压力。离心模型振动台

试验及理论分析表明，前者使挡墙上的水压力增加但

使土压力减小，而后者对砂性土来说则是可以忽略不

计的。在地震土压力分布计算中可采用“有效浮容重

sub  ”（submerged effective unit weight）来近似土压力

的减小。此时作用在墙背的水压力由静水压力和超孔

隙水压力两部分组成。 

              (1 )sub sub uR        ，       （119） 

式中， sub 为饱和填土的浮容重； uR 为超孔隙水压力

比，其取值范围在 0～1 之间。相应地，地震土压力公

式中的地震角 i 由下式确定 

            tan
1 1

s h

s v

G k
i

G k
 

 
  ，        （120） 

式中，
s

G 为土粒比重。应该指出，渗透系数较大

的粗粒土，地震时产生的 Westergaard 型的动水压

力是不应忽视的。 

 

图 82 平面滑楔体与曲面滑楔体计算结果的比较 

Fig. 82 Comparison of earth pressure coefficients obtained by 

different methods 
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图 83 由峰值摩擦角和残余摩擦角分别确定的主动滑裂面 

Fig. 83 Active failure planes determined by peak and residual 

friction angles respectively 

综上所述，所提出的考虑刚性挡土结构侧向位移

的地震土压力理论及实用算法有几点基本内涵：1）土

压力系数与应变增量比之间具有唯一性关系，压剪耦

合效应是土压力形成的物理本质；2）墙后填土处于主

动与被动状体之间的任一中间状态，都对应着一个中

间滑楔体，其大小尺寸及有效重量随着墙体侧向位移

和地震惯性力的大小及方向不同而变化，从而决定了

作用在挡土结构上土压力的大小和分布；3）地震土压

力形成的主要原因有：i）中间滑楔体的有效重量、ii）

地震惯性作用、iii）填土表面作用的附加荷载和 vi）

填土的震动压密效应。前三者决定了中间滑楔体的大

小尺寸及有效重量，第四个成因对震动压密效应突出

的疏松填土是不可忽视的；4）地震土压力根据其成因

可分解成四个分量，各分量沿墙高分布及其合力作用

点位置各不相同，主要取决于墙体位移的模式、大小

与方向以及地震惯性加速度的分布；5）采用等效地震

系数可简便地考虑因震动放大效应及相位引起的惯性

加速度沿墙高分布的不均匀性；6）提出了一个应用范

围比较广泛的地震土压力公式，可退化为物部-冈部的

地震土压力公式、朗肯和库伦的主动与被动土压力公

式以及 Jaky 的静止土压力公式；7）提出的地震土压

力公式适用于正常固结土。与模型实验结果的对比分

析初步验证了该公式的有效性。 

有关浅埋地下结构上作用的地震土压力问题、各

向异性填土的地震土压力问题以及不同墙体位移模式

下地震土压力计算问题，请参见文献[134-145]。限于篇

幅，不再赘述。 

 

6 结束语 

地震荷载作用下土动力学问题研究的根本驱动

力，在于设计具有良好抗震性能的地基、基础和各类

结构物以及满足抗震减灾的实际需求。自上个世纪六

十年代以来，与地震荷载作用相关的土动力学、特别

是砂土动力学的研究已经有了长足的进步。但从全球

范围看，目前抗震减灾的形势仍然不容乐观，加之我

国社会经济的迅猛发展以及城镇化进程的快速推进，

实际抗震减灾所涉及的土动力学基础研究及相关支撑

技术领域依然面临着巨大的挑战，存在着诸多重大课

题尚待解决： 

1）土动力学的研究，急需拓展研究对象，譬如，

从砂性土到粘性土、从人工填土到天然土、从生活垃

圾到各种废弃物、从陆域土层到海洋沉积物，从将土

视为简单材料到将其视为具有漫长演变史的地质体，

同时急需突破当前在试验测试能力方面的技术瓶颈，

探究和开拓崭新的测试途径及技术，借鉴和吸收最新

测评手段，客观地再现和揭示不同赋存环境下各类土

所特有的动力学现象和规律； 

2）土动力学的研究，仍需以动力本构关系研究

为核心，揭示循环效应和速率效应的定量影响规律，

揭示多相、多过程和多尺度的动力耦合效应及特性规

律，揭示高压、高温、寒冷、深海等多种极端自然环

境条件下土体的动力响应及灾变规律，揭示爆炸等多

孕灾因子耦变与突变环境下土体的动力致灾减灾机

理，发展和创建一个从概念到理论的严密科学体系，

不断提高对各类土工抗震问题认知、阐释与评价的境

界及能力； 

3）土动力学的研究，需注重大量存在的土体与

各类结构物共同构成的“真三维”、“非线性”和“大

系统”的鲜明特征，以揭示土体与结构动力相互作用

规律为核心，全面提升在系统初始状态建模、地震动

输入机制、各类材料本构模型、土体-结构动力分析模

型和大系统求解算法诸方面的理论和实用水平，在结

构系统的测评控调以及计算分析的规模、效率和精度

方面实现质的飞跃。 

4）土动力学的研究，需紧密结合实际抗震设计

的迫切要求，把握地震、爆炸、波浪等各类荷载的作

用环境和特征，发展可合理描述荷载动力特性、材料

动力特性与结构动力特性的实用动力分析理论及方

法，逐步克服目前仍然被广泛采用的基于简化拟静力

概念的主流设计中存在的明显缺陷，为真正实现向基

于三维动力仿真的优化控调设计理念的跨越式转变提

供科学依据和有力工具。 

5）土动力学的研究，应特别注重各类土工抗震

边值问题实际评价的水平与效果，目前还极大地依赖

于评价专家的认知水平、理论功底、经验积累、分析

能力和治学态度。所以需要探索解决实际问题的可靠

途径，推动理论成果及分析方法的实用化和标准化，

研发将理论分析与专家判断、工程类比和测试成果实

现高水平整合的关键支撑技术平台。 
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复杂的研究对象，广阔的应用领域，重大的实用

价值，已使土动力学成为近几十年来国际岩土工程研

究领域中最具创新前景的重要学科方向之一。乘改革

开放之春风，得恩师前辈之教诲，笔者有幸从上个世

纪 80 年代初步入了土动力学与土工抗震工程学的研

究队伍，在有限的层次和深度上开始了对砂土动力学

基础理论以及工程应用的学习和探索。本文概述了期

间的粗浅认知与收获。面对抗震减灾的实际需求和土

动力学理论及实用问题本身的极其复杂性，笔者深知，

已有的点滴进展是微不足道的，愈发感到探究学问是

一种永无休止的境界，需坚持“十年磨一剑”的精神，

坚持“求实、求真、求新”之态度，不断地学习、探

究、再探究。  
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