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黏土热–力学特性对能量桩力学特性的影响 
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摘  要：能量桩运行会导致土体温度场的改变，从而影响桩周土的热–力学特性，进而影响能量桩的变形、桩–土界

面应力及承载性能。将 ACMEG-T 土体热本构模型在 ABAQUS 软件中进行二次开发，通过编写 UMAT 子程序对能够

反映黏土热–力耦合特性的三轴试验结果进行模拟与分析，验证了模型的可靠性。建立数值模型，研究了土体热–力

学特性对能量桩位移、桩–土界面应力及桩身轴力的影响规律。研究结果表明，温度变化会导致土体产生累计沉降，

并进一步导致桩侧产生负摩阻力；在负摩阻力的影响下，能量桩会产生额外的沉降以及不可恢复的轴力；土体热–力

学特性对能量桩力学特性的影响效应随着土体超固结比的增加逐渐减弱。 
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Influences of thermo-mechanical properties of clay on mechanical           
responses of energy piles  
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Hohai University, Nanjing 210024, China; 3. School of Science, Qingdao University of Technology, Qingdao 266033, China) 

Abstract: Under the action of temperature variation induced by energy piles, the mechanical properties of soils surrounding the 

piles will be changed, thereby affecting their deformation, the stress of the pile-soil interface and the bearing capacity of the pile 

foundation. The ACMEG-T constitutive model for the thermal properties of soils is developed in ABAQUS commercial 

software. The accuracy of the program is verified by simulating the triaxial test results by using the UMAT subroutine. Based 

on the numerical simulation, the influence of thermo-mechanical properties of soils on the displacement of pile head, the stress 

of the pile-soil interface and the axial force of the energy piles in clay are studied. The results show that the change of soil 

temperature can lead to irretrievable settlement of soils, and further lead to negative skin friction on the pile shaft. The 

additional settlement and irreversible change of axial force of the energy piles can be induced by the negative skin friction. 

With the increase of the over-consolidation ratio of clay, the effects of thermo-mechanical properties of soils on the mechanical 

response of the energy piles decrease. 
Key words: energy pile; clay; constitutive model; over-consolidation ratio; numerical simulation

0  引    言 
能量桩（又称能源桩）是将传统桩基与地埋式换

热管相结合的新型桩基技术，具有支撑上部荷载与浅

层地温能热交换的双重作用[1-2]。能量桩换热过程中，

一般桩体温度变化范围为 10℃～15℃[3]，这会导致桩

周土体的温度场发生变化，并进一步引起土体（尤其

是黏土）力学性质的改变，进而影响桩基变形和承载

性能。已开展的研究表明，温度变化会引起黏土的体

积应变，尤其对于正常固结黏土及弱超固结（OCR）
黏土，温度升高会导致土体产生体积压缩应变[4-5]。 

为了分析温度对黏土力学性质的影响，相关学者

针对黏土的热本构模型展开积极探索。Hueckel 等[6]

将温度作为状态变量引入相容方程，基于修正剑桥模

型建立了可以考虑边界面热收缩和土体超固结比的土

体热-弹塑性本构模型（MCC）。然而，MCC 模型并

不能很好反映超固结比对黏土力学特性的影响。Cui
等[7]基于 MCC 模型理论框架，通过引入一个屈服面

的热影响参数，使得模型能够考虑不同超固结比时温

度变化引起的土体热塑性应变。姚仰平等[8-9]基于修正
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剑桥模型及临界状态理论，建立了一种简单、实用的

三维超固结土弹塑性本构模型（UH），并通过引入温

度参数考虑了温度对土体应力应变特性的影响，UH
模型与其他模型相比最大的优点就是参数选取与修正

剑桥模型一致。Zhou 等[10]基于边界面理论提出一种可

以考虑土体超固结比、边界面热收缩及边界面内部的

弹塑性变化的热–力耦合本构模型，能较好反映土体

小应变时的弹塑性变化。程晓辉等[11]、陈志辉等[12]

基于颗粒熵运动和弹性弛豫等机制，建立了一种非平

衡态的热–力学本构模型，该模型不同于传统弹塑性

模型框架，能够更深入描述土体的变形和能量耗散机

理。Laloui 等[13-14]基于边界面理论，提出了一种适用

于环境岩土工程相关热–力耦合问题的土体热本构模

型（ACMEG-T），该模型能够较好地反映土体的热塑

性应变特性及循环加卸载响应。 
为了实现土体热本构模型在能源地下结构中的应

用，部分学者在有限元软件中对土体热本构模型进行

了二次开发[15-17]，但其在能量桩热–力特性研究方面

的应用仍相对较少。费康等[15]通过编写用户子程序将

Zhou 等[10]提出的热–力耦合本构模型导入了数值软

件 Abaqus 中，对正常固结地基中不同桩顶荷载等级

作用下的能量桩承载性能进行了研究，结果表明能量

桩桩顶累积沉降与工作荷载及循环次数成正相关。Di
等[16]通过将 ACMEG-T 模型[13-14]嵌入 Lagamine 软件

中，对循环温度作用下黏土地基中能量桩单桩和群桩

的热–力学特性进行了研究。土体的热–力学特性会

受到超固结比的影响，因此黏土的超固结比也会对能

量桩的力学特性造成影响。然而，上述研究并未考虑

黏土超固结比对能量桩力学特性的影响。 
ACMEG-T 模型基于边界面理论，模型参数少，

能更方便地实现其在有限元软件中的二次开发[18]。为

了进一步探究不同超固结比条件下黏土地基中能量桩

的热–力学响应特性，本文基于 Abaqus 软件的 UMAT
子程序功能，对 ACMEG-T 本构模型进行了二次开发，

基于建立的数值模型，研究了不同超固结比条件下，

土体的热–力学特性对能量桩位移、桩–土界面应力

及桩身轴力的影响机制。研究结果有助于进一步揭示

黏土地基中能量桩的工作特性及桩–土相互作用机

理。 

1  ACMEG-T 热本构模型简介 
1.1  弹塑性应变增量理论 

根据弹塑性理论，总的应变增量可以分为弹性应

变增量 Te med d  和塑性应变增量 pd 两部分；其中，

弹性应变增量可分为温度引起 Ted 和应力引起 med

的两类弹性应变增量： 
Te me pd d d d        。       (1) 

1.2  温度对前期固结应力的影响 

已有温控三轴试验结果表明，黏土受热后正常固

结线会朝着孔隙比减小的方向移动[19]。因此，前期固

结应力与体积应变及温度的关系为 
p

c c0 vexp( )P P     。          (2) 
引入一种对数关系式来考虑温度对于前期固结应

力的影响[14]： 

0c 0c0 0 T1[ / ]ln( )T Tp p T      。   (3) 
式中  cp为土体前期固结应力； c0p ， 0c0Tp 分别为在

温度 T时刻或参考温度 0T 时刻的前期固结应力； 为

塑性指数（ 0(1 ) (/ )e k    ）；
p
v 为塑性体积应变；

T 为材料参数。 
结合式（2），（3），前期固结应力在温度作用下的

表达式为 

0

p
c c0 T 0vexp( )[ ]1 ln( / )T Tp p T      。 (4) 

1.3  温度对临界状态参数的影响 

临界状态参数M 为 p - q平面临界状态线斜率，

根据 Cekerevac 等[19]的相关研究结果，M随温度的变

化规律为  

0 0( )TM M g T    ，         (5) 

0
6sin

3 sin
M 







  。             (6) 

式中  0M 为参考温度 0T 时的临界状态线斜率；g为临

界状态线斜率随温度的变化系数；为临界状态内摩

擦角。 
1.4  模型屈服极限与塑性因子 

塑性响应通过两种耦合机理表达，一种是等应力

机理，另一种是偏应力机理，其屈服极限为分别为[14] 

oiso c is 0f p p r      ，           (7) 

dev dev
c

d1 ln 0pf q Mp b r
p

  
     

   




   。 (8) 

式中  b 和 d 为材料参数； isor 和 devr 分别为等应力屈

服面和偏应力屈服面的塑性因子，分别对应两种机理

的塑性调动程度。 
参数 isor 的存在使得 ACMEG-T 土体热本构模型

能够反映等应力屈服面中土体塑性调动程度的变化，

这使得等应力屈服机理能够反映土体的循环加卸载特

性。基于边界面理论引入的此类概念，可以使得非线

性 lne p 曲线在模型中尽可能平滑地变化。这种方法

的基本理念就是通过使塑性模量与应力状态点到边界

面投影点（投影中心点取应力空间零点）的距离成反

比，从而使得应力状态点位于边界面上或边界面内时

依然能够产生塑性应变[15]。在正常加载曲线上， isor 与
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等应力塑性体积应变呈双曲线关系： 
p,iso

e v
iso iso p,iso

v

r r
c



 


  。         (9) 

在卸载及再加载阶段， isor 随着平均有效应力的减

小而减小，随着循环体积应变的增加而增加： 
p,cyc,iso

cyce v
iso iso p,cyc,iso

c v

+ 1
p

r r
p c




 


≤  。 (10) 

式中  cycp 为最后一次加卸载变化时的有效应力；
p,iso
v 为等应力塑性体积应变；

p,cyc,iso
v 为最后一次加卸

载变化后累计产生的等应力塑性体积应变； e
isor 和 c分

别为定义弹性核大小和 isor 变化规律的材料参数。 
参数 devr 与参数 isor 的作用机理相同，使得偏应力

屈服机理能够反应弹塑性变化过程，其变化为 
p

e d
dev dev p

d

r r
a



 


  ，          (11) 

式中，
e

devr 和 a分别为定义弹性核大小和 devr 变化规律

的材料参数，
p
d 为塑性偏应变。 

1.5  塑性乘子 

等应力屈服面采用相关联流动法则（ iso isof g ），

偏应力屈服面则采用非关联流动法则（ vdev def g ），

等应力屈服机理产生的塑性体积应变增量及偏应力机

理产生的塑性应变增量分别为 

p,iso iso
v i

p
sod

g
p

 
 
 



 

  ，         (12) 

p,dev p pdev
dev devd 1 1

3ij i
j i

j
i j

q qM
p p

g
M

  
 

 
                  


 

 。

(13) 
其中， 

3 ( )            ( )
2
3

                        ( )

ij

ijij

p i j
qq

i j
q





        

 。  (14) 

据此可得偏应力机理下的塑性体积应变及偏应变

分别为[14] 
dev

v dev de
p,dev p p

vd qM
p M p
g

p
  

   
 




        
 ， (15) 

dev
d dev d
p p

ev
pd 1g

q Mp
  





 

   
  。       (16) 

式中  p,dev
vd 为偏应力塑性体积应变； p

iso 和 p
dev 分别

为等应力屈服面及偏应力屈服面的塑性乘子； 为材

料参数。 
由式（2）可知，前期固结应力 cp与塑性体积应

变 p
v 相关，且同时影响着两种屈服面；因此，两种屈

服面通过塑性体积应变 p
v 耦合。当由于其中一种屈服

面改变导致了 p
v 增大时，另一个屈服面也会同时改

变。因此， p
iso 和 p

dev 是相关联的（ p 0  代表加载过

程中应力屈服面产生了塑性应变），当两种机制共同作

用时，总塑性体积应变由两种屈服机理产生的塑性体

积应变共同构成： 

p p P
v iso d

i
ev

so devd
g g
p p

  
   
     







 

   。  (17) 

由于两种塑性机理互相关联，因此两种相容方程

必须同时满足，将普拉格相容条件延伸到多机理过程

中[14]，模型相容方程可表达为 

    p
T

p

p

d d d 0 

                          0   

                       d 0  

FF D H H T

F

 






              
   


   


≤

≥

，

，

。≥

(18) 

其中， 

   F GH H D
 
                 

  ，   (19) 

    T T
F GH D

T



            

  。   (20) 

式中  d 为应力增量； 为内部变量；F 为屈服函

数，G 为塑性势能函数； p[ ] 为塑性乘子；可通过相

容方程进行求解，由式（18）可得塑性乘子的表达式：  

  p 1
T[ ] d [ ]dfH D H T 


    
 

 




 ， (21) 

[ ]H 为硬化模量矩阵，表达式为 
p

iso iso iso v
ii p p p

iso iso v iso
p

iso dev iso v
id p p p

dev dev v dev

p
dev iso dev v

di p p p
iso iso v iso

p
dev dev dev v

dd p p p
dev dev v dev

 

 

 

 

f r fH
r
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H
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f r f
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
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
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  
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   
  

    

，

，

，

。







     (22) 

2  ACMEG-T 模型在 Abaqus 软件的二

次开发与验证 
2.1  二次开发流程 

本文基于 Abaqus 软件中的 UMAT 子程序功能对

ACMEG-T 模型进行二次开发。由于 Abaqus 传入

UMAT 子程序中的仅为力学应变增量（弹性温度应变

在主程序中自动计算），因此适用于 Abaqus 的相容方

程及塑性乘子分别为 

  p

p p

d [ ] d [ ][ ]+ d 0  

                    [ ] 0;d [ ] 0 

F FF D H T
T

F

 


 

              



，

。

≤

≥ ≥

 (23)
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表 1 ACMEG-T 热本构模型材料参数表 

Table 1 Properties of materials used in ACMEG-T thermo-mechanical model 

模型参数 refK  

/MPa 
refG  

/MPa 
en  s /10-5 a b c d 0  

/(°) 
g/10-3     e

isor  dev
er  T  

Boom 黏土 130 130 0.4 4 0.007 0.6 0.012 1.3 16 8.5 1 18.00 0.001 0.3 0.20 

Bangkok 黏土 42 15 1.0 2 0.020 0.2 0.040 1.6 22.66 1.0 2  5.49 0.150 0.1 0.22 

 p 1[ ] [ ] d dF FH D T
T

 


         

    


 
 

 。 (24) 

将式（12），（13），（24）代入式（1），可得应力

增量及弹塑性矩阵表达式为[14] 

  1
epd [ ] d [ ] [ ] dG FD D H T

T
 


             

 ， (25) 

1
ep[ ] [ ] [ ] [ ] [ ]G FD D D H D

 
             

 。     (26) 

UMAT编写的关键点在于根据传入的应变增量更

新应力增量，并给出相应的雅克比矩阵。考虑到应力

积分算法的编写难易程度及计算精度，本文采用带误

差控制的欧拉算法[20]，其中子增量步迭代流程如图 1
所示。 

图 1 子增量步迭代流程图 

Fig. 1 Flow chart of iteration of sub-incremental step 

2.2  验证与分析 

本文分别针对 Boom 黏土[5]和 Bangkok 黏土[4]的

热力学特性进行对比验证与分析；ACMEG-T 热本构

模型所对应的土体参数见表 1 所示[14, 21]。 
不同 OCR 情况下，Boom 黏土体积应变与温度关

系曲线如图 2 所示。当温度上升时，试样前期固结应

力会相应减小，这使得屈服面产生了热软化效应，土

体产生了相应的塑性压缩应变；同时，温度上升还会

引起土体的热弹性变形。正常固结土在升温过程中产

生的塑性压缩变形远大于温度引起的热弹性应变，因

此在整个升温过程中表现出较为明显的体积压缩变

形。超固结比较大时，升温过程中热软化引起的塑性

体积应变较小，热体积应变以弹性膨胀变形为主。本

文所采用的 ACMEG-T 模型中，考虑了不同 OCR 条

件下黏土的应力状态及塑性因子，因此可以很好地反

映升温过程中产生的塑性压缩应变值，对试验结果拟

合情况良好。 

图 2 Boom 黏土体积应变与温度关系曲线 

Fig. 2 Relationship between volumetric strain and temperature of  

Boom clay 

不同温度状态下，正常固结 Bangkok 黏土在等应

力条件下的压缩性状如图 3 所示。温度作用下，土体

的正常固结线会变动，同时也是由于温度导致了屈服

面的收缩，导致应力状态点与屈服面的距离相应减小，

塑性因子增大，引起了更大的塑性变形。因此，温度

更高的土体在同样的应力增量作用下产生了更大的体

积压缩变形。本文所采用的 ACMEG-T 模型中考虑了

屈服极限及塑性因子随体积应变的变化，因此可以很

好地反映等向压缩过程中土体力学特性的变化，对试

验结果拟合情况良好。 

 

图 3 Bangkok 黏土平均有效应力与体积应变关系曲线 

Fig. 3 Relationship between mean effective stress and volumetric  

strain of Bangkok clay 

热–力耦合作用下的正常固结 Bangkok黏土竖向

有效应力与体积应变关系对比曲线如图 4 所示。温度

循环过程中，土体产生了明显的体积收缩现象，根据

式（4），土体的前期固结应力增大，导致随后的 100～
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140 kPa 的应力加载阶段，土体呈现出超固结的加载现

象，在随后的 140～200 kPa 加载过程中，重新呈现正

常固结土的加载特性。由此可知，在 25℃→90℃→

25℃的温度循环过程中，土体的前期固结应力上升了

约 40 kPa；由于 ACMEG-T 模型考虑了前期固结应力

随温度的变化以及塑性因子随加载阶段的变化，因此

可以较好地反映热–力耦合作用下土体的体积应变特

性，数值模拟结果与试验结果吻合良好。 

图 4 Bangkok 黏土竖向有效应力与体积应变关系曲线 

Fig. 4 Relationship between vertical effective stress and  

volumetric strain of Bangkok clay 

不同温度下正常固结 Bangkok黏土轴应变与偏应

力及体积应变的关系对比曲线如图 5 所示。土体在剪

切过程中呈现出剪缩性状，且整体呈现出应变硬化型。

这是由于应力状态点在 V–lnP 平面中位于临界状态

线的湿侧，且土体在剪切过程中产生了塑性体积应变，

导致了硬化模量的改变。此外，由于土样在升温的过

程中，土体产生了一定的体积收缩应变，导致了塑性

体积应变的产生，从而使得土体具有更大的前期固结

应力。因此，温度较高的土体在剪切过程中会有更大

的初始刚度，这与 Abuel-Naga 等[4]和 Cekerevac 等[19]

的研究结果一致。由于 ACMEG-T 模型中考虑了硬化

模量随塑性因子的变化，因此能够反映剪切过程中的

土体变形特性，数值模拟结果与试验实测数据所得规

律基本一致。 

图 5 Bangkok 黏土轴应变与偏应力及体积应变的关系曲线 

Fig. 5 Relationship among axial strain, deviant stress and  

volumetric strain of Bangkok clay 

 

3  黏土热–力学特性对能量桩力学特

性的影响分析 
3.1  研究概况 

本文基于提出的数值模拟方法，建立了 5 组热–

力耦合 3D 模型，对不同超固结比条件下（OCR=1，2，
4，6，10）黏土地基中能量桩的力学特性进行了研究。

全部算例中能量桩的几何模型与Laloui等[22]在洛桑联

邦理工学院所开展的现场试验中能量桩的几何一致，

其中桩径 D为 0.88 m，桩长 L为 25.8 m，数值模型网

格图如图 6 所示。模型的边界条件为土体底面固定，

侧面进行水平约束，顶面自由。 

 

图 6 数值模型网格图 

Fig. 6 Grid diagram of numerical model 

为了研究不同超固结比条件下黏土地基中能量

桩–土相互作用机理，全部算例中简化考虑为：桩周

土体为 Bangkok 黏土，土体表面无荷载作用，土体参

数见表 1；每轮温度循环的总时长为 1 a，其中在夏季

工作 120 d，冬季工作 120 d，桩体温度较环境温度（初

始温度 25℃）变化量为 15℃，两种模式间隔时间为

60 d。 
为了确定能量桩顶部机械荷载的大小，除前述建

立的 5 组能量桩热–力耦合 3D 模型外，本文另外建

立了 5 组模型模拟不同超固结比（OCR=1，2，4，6，
10）条件下桩基的静载试验，模型中土体的力学参数

与热力耦合 3D 模型中的参数一致。桩顶荷载–位移

关系曲线如图 7 所示。由图 7 可见，根据《建筑桩基

技术规范：JGJ 94—2018》[23]推荐的方法（取 40 mm
沉降对应的承载力为极限承载力），本文算例中单桩的

极限承载力 Pu分别为 1823，2249，2613，2796，2857 
kN。本文 5 组能量桩热–力耦合数值模型中，首先对

能量桩施加工作荷载，荷载大小等于其极限承载力 Pu

除以安全系数 2，随后施加温度循环荷载。 
3.2  结果分析与讨论 

桩体及土体的温度变化如图 8 所示。土体温度随
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桩体温度变化而变化，在距离桩中心 1 倍桩径处，土

体温度的最大变化量为 5℃，且随着测点与能量桩轴

线距离的增加而逐渐减小。在距离桩中心 6 倍桩径的

位置，土体的温度变化量小于 1℃，说明本研究中能

量桩的温度影响半径约为 6 倍桩径。 

图 7 桩顶荷载–沉降曲线 

Fig. 7 Curves of load-settlement of pile top 

 

图 8 桩土温度变化 

Fig. 8 Variation of temperature of energy piles and soils 

不同超固结比条件下能量桩顶部的位移随桩体温

度变化的规律如图 9 所示。当桩体温度上升时，桩顶

产生向上的位移，随后当桩体温度下降时，能量桩顶

部产生沉降。当能量桩经历温度循环过后，尽管桩体

温度已恢复至初始状态（桩体温度变化量为 0），但桩

顶的位移并未恢复至初始状态。这说明温度循环会导

致能量桩产生不可恢复的累计沉降。尤其是当土体超

固结比（OCR=1）较小时，能量桩经历升温过后，当

桩体温度恢复至初始状态时，桩顶产生了明显的累计

沉降，约为 1.1 mm，在随后的制冷和自然恢复的过程

中，能量桩会进一步产生累计沉降，大小约为 1.3 mm。 

 

图 9 桩顶位移与桩体温度变化关系图 

Fig. 9 Variation of displacement at pile head with temperature 

不同超固结比条件下能量桩顶部累计沉降随

OCR 的变化规律如图 10 所示。随着超固结增加，温

度循环过后能量桩顶部产生的累计沉降量逐渐减小。

当土体的超固结比大于 4 时，温度循环过后能量桩顶

部产生的累计沉降不到 1 mm。这一现象可以归因于

当土体超固结比较小时，温度升高会导致土体产生明

显的体积收缩应变[4-5]，即土体升温会导致其产生额外

的沉降，从而桩体会受到负摩阻力，导致桩体收到下

拉效应，产生额外沉降。但是，当土体的超固结比较



第 1 期                            陆浩杰，等. 黏土热–力学特性对能量桩力学特性的影响                          59 

 

大时，温度升高并不会导致土体产生额外的体积收缩

应变[4-5]，因此能量桩此时不会受到负摩阻力的影响。 

图 10 能量桩累计沉降随 OCR 变化 

Fig. 10 Variation of accumulated settlement with OCR 

温度循环过后土体的的位移及桩侧摩阻力随深度

的变化规律如图 11，12 所示。由图 11 可知，随着超

固结比增加，土体的沉降量逐渐减小，当超固结比大

于 4 时，除了土体表面以外沿深度方向几乎不产生明

显的累计量。因此，当超固结比等于 1 和 2 时，能量

桩上部会产生明显的负摩阻力，最大可达 2 kPa，在桩

侧负摩阻力的下拉作用下，能量桩产生了额外的累计

沉降。而当超固结比大于 4 时，由于土体此时未产生

明显的沉降，因此能量桩受到的负摩阻力较小，导致

能量桩产生较小的累计沉降。温度循环过后，能量桩

顶部产生的累计沉降最大值（OCR=1 时）仅为桩径的

0.3%，对桩基承载特性影响不大。 

图 11 土体沉降随深度变化 

Fig. 11 Variation of settlement of soils with pile depth 

图 12 桩侧摩阻力随深度变化 

Fig. 12 Variation of friction resistance at pile side with pile depth 

加热阶段和制冷阶段结束时温度荷载引起能量桩

产生的额外轴力如图 13 所示。尽管制冷和加热过程中

能量桩产生的温度变化量相等（见图 8），但加热阶段

结束时桩体内产生的额外轴力大于制冷结束时桩体产

生的额外轴力。例如，当土体超固结比为 10 时，加热

阶段结束时升温引起桩体产生的最大额外轴力为-75 
kN，制冷阶段结束时降温引起桩体产生的最大额外轴

力为 62 kN。这是由于加热会导致桩体产生径向膨胀，

导致桩–土接触压力增大[24]，从而导致温度升高过程

中土体对桩体轴向热膨胀的约束效应增强。 

 

图 13 温度引起额外轴力随深度变化 

Fig. 13 Variation of thermally induced axial force with pile depth 

温度变化引起能量桩产生的额外轴力最大值随土

体超固结比的变化如图 14 所示。随着土体超固结比逐

渐减小，温度荷载引起能量桩轴力呈现出整体逐渐朝

压力过渡的规律。例如，相同的桩体温度变化作用下，

当土体超固结比为分别为 1，2，4，6 和 10 时，加热

和制冷结束时桩体产生的最大额外拉（降温）压（升

温）轴力的差值分别为轴力变化幅值的 69%，39%，

19%，12%和 9%。这是由于温度变化引起能量桩产生

的额外应力为桩侧负摩阻力引起的压应力叠加土体约

束引起的温度应力，且随着超固结比减小，负摩阻力

引起桩体内产生的压应力逐渐增大，导致能量桩产生

的额外轴力整体逐渐向压力过渡。 

图 14 温度引起最大轴力随 OCR 变化 

Fig. 14 Variation of maximum thermally induced axial forces with  

OCR 

温度循环过后桩体轴力随深度变化如图 15 所示。

温度循环过后桩土温度基本恢复至初始状态（图 8）。
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由图 15 可知，当土体的超固结比 OCR=1 时，温度循

环过后桩体内累积的轴力大小最大为 62 kN。随着超

固结比增加，温度循环引起的不可恢复轴力逐渐减小。

这是由于随着超固结增加，温度引起的土体沉降逐渐

减弱，导致桩侧负摩阻力降低，进而导致桩体收到的

下拽作用较小，这与图 10～14 中的结果相吻合。另外，

温度荷载引起土体产生的累计沉降以及桩侧负摩阻力

对能量桩的承载力特性的影响却不容忽视。当土体超

固结比 OCR=1 时，温度循环过后，桩体内产生的最

大不可恢复轴力的大小为桩基工作荷载的 6.8%。当土

体超固结比大于 4 时，桩体内的最大不可恢复轴力仅

为桩基工作荷载的 1.2%，基本可忽略不计。 

图 15 温度循环过后桩体轴力随深度变化 

Fig. 15 Variation of thermally induced axial force with pile depth  

after heating-cooling cycle 

4  结    论 
（1）本文将 ACMEG-T 土体热本构模型在 Abaqus

软件中进行了二次开发，推导了适用的弹塑性矩阵及

塑性乘子并给出了子增量步迭代流程图。利用编写的

UMAT子程序对能够反应黏土热–力耦合特性的三轴

试验结果进行模拟与分析，验证了其准确性和可靠性。 
（2）基于建立的热–力耦合数值模型，分析了黏

土的热–力学特性对能量桩力学特性的影响规律。正

常固结黏土中，当土体受到温度荷载过后会产生累计

沉降，导致桩侧产生额外的负摩阻力，进而导致能量

桩会产生不可恢复的沉降和轴力。 
（3）随着土体超固结比逐渐增加，土体的热–力

学特性对能量桩位移特性和轴向力学响应的影响逐渐

减弱。温度荷载作用下，土体累计沉降所引起的能量

桩累计沉降最大值（OCR=1 时）仅为桩径的 0.3%，

可忽略不计。但是当 OCR 较小时，土体累计沉降引

起的桩体不可恢复轴力却不可忽略（最大为桩基工作

荷载的 6.8%），仅当土体的超固结比大于 4 时，这一

影响才可忽略不计。 
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