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从本构模型研究到试验和光纤监测技术研发 
殷建华 

(香港理工大学土木及结构工程系，香港) 

摘  要：为研究土的基本性质，验证土的本构关系，监测建筑岩土结构，进行了
以下 5方面的研究：①土的次弹性本构模型和弹黏塑模型；②一维应变黏性土沉
降计算；③一维应变下黏性土非线性蠕变和压缩；④双室三轴装置、真三轴加载

装置、非饱和土–结构界面直剪装置和土钉抗拔箱等试验技术的研发；⑤岩土结

构光纤监测技术研发。研究结果表明：①次弹型模型较合理地描述土的非线性应

力–应变关系和重要的剪应力产生剪胀或剪缩和平均应力产生偏应变（或剪应

变）；②等效时间得到的蠕变率适合任何加载历史或路径。土的蠕变率只与土的

应力–应变状态点有关，与如何到达该点的过去的历史或者路径无关；③一维弹

黏塑性模型是严格推导出来的非线性流变模型，适合任何加载条件和状态；④假

设 A方法低估了沉降，逻辑上是错的；假设 B方法是对的，但用非线性流变模型
的耦合固结分析不方便使用，由此提出了一基于假设 B的简化方法，可适合各种
应力–应变状态和加载–卸载–再加载情况；⑤一个有极限的非线性函数很适合土的非线性蠕变和非线性压缩；⑥刚

柔结合的真三轴加载装置很好地解决了加载干扰问题和土样应力–应变不均问题，直剪仪可测非饱和土与结构界面的

强度参数，土钉抗拔箱可控制可监测多种参数，可用于研究土钉在多种条件下的抗拔力及其机理；⑦两种光纤技术有

其优点，可用于岩土结构监测。 
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From constitutive modeling to development of laboratory testing and                
optical fiber sensor monitoring technologies  

YIN Jian-hua  
(The Hong Kong Polytechnic University, Hong Kong, China) 

Abstract: This paper presents (a) constitutive models such as hypo-elastic models and elastic visco-plastic models, (b) methods 

for calculating the settlement of clayey soils in one-dimensional (1D) straining, (c) equations for nonlinear creep and 

compression of clayey soils in 1D straining, (d) development of lab testing facilities such as a double cell triaxial apparatus, a 

true-triaxial loading device, a direct shear box for testing the interface of a structural element and an unsaturated soil with 

suction control, and a soil nail pullout box, and (e) development of optical fiber sensing technologies for geotechnical 

monitoring. From the above presentation, the main conclusions are summarized in this paper.   
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0  引    言 
本构模型（本构关系）研究是岩土力学和岩土工

程中最基础性的研究课题之一。土的本构关系是高度

非线性，而且与加载路径和速率等有关。不管是从机

理还是工程应用角度看，有必要提出和发展适合的土

的本构模型。 

试验是实际测量土的本构关系、研究土的基本性

质和验证土的本构模型的最重要的工具。针对土的应

力状态、饱和状态、土–结构界面等，都要有相对应

的和有效的试验设备进行试验。当进行岩土工程或建

筑岩土结构时要进行勘察、设计、计算、施工和建成
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后的运行。由于地下情况隐蔽性与条件复杂、外力和

材料参数有不确定性、计算简化及计算方法的缺点等

因素，预先设计的岩土工程和建筑岩土结构的表现（如

变形、稳定性等）与实际的表现不会一样。今后的表

现和安全也不一定完全可以预测。这时，对这些岩土

工程和建筑岩土结构进行监测和分析很有必要，因为

监测数据可用来评估和预测这些结构的表现。 

1  土的次弹性本构模型和弹黏塑性本

构模型 
1.1  土的次弹性本构模型 

一般的次弹性本构模型可表达为[1-2] 
( , , , ) 0ij kl ml qpf σ σ ε ε′ ′ ′∆ ∆ =   ，        (1) 

式中， , , ,ij kl ml qpσ σ ε ε′ ′ ′∆ ∆ 是总有效应力、有效应力增量、

总应变和应变增量的 6阶张量。这里用有效应力所建
立的本构模型是针对饱和土骨架的。水的流动和固结

可由解含有用有效应力表达的本构模型的固结方程得

到。式（1）可简化为[3-4] 
d ( )dij ijkl mm klCε σ σ′ ′=   ，         (2) 

式中， ( )ijkl mmC σ ′ 为柔度张量。 
与式（1）相对应的有超弹性本构模型 ( , )ij mlf σ ε′ ′  

0= 。超弹性模型是一种非线性弹性模型。与式（2）
相对应的有线弹性本构模型 ij ijkl klCε σ ′= 。超弹性模型

和线弹性模型都只有总有效应力和总应变，当加载和

卸载回到初始应力状态时，应变是完全可恢复的。 
次弹性模型与弹性模型的根本区别是弹性模型中

有增量应力和增量应变。当加载和卸载回到初始应力

状态，次弹性模型的应变是不可以完全恢复的。增量

应力和增量应变的表达方式与弹塑性模型是相似的。 
Duncan and Chang 模型[5]实际上是一种次弹性模

型，是式（2）的特例，或是最简化的形式，只有 2
个与应力有关的模量，即切线杨氏模量 tE 和切线泊松
比 tν 。用双曲线函数[6]拟合三轴压缩数据： 

a a/ ( )q a bε ε= +  ，            (3) 

式中，q 是偏应力， a r a rq σ σ σ σ′ ′= − = − ， a rσ σ， 为

轴向应力和径向应力， aε 为轴向应变，a和 b为 2个
与应力水平有关的参数。 
如果用剪切模量G 和体变模量 K 表示，Duncan 

and Chang 模型[5]可表达为 
v

s

d d /   
d d / 3   

p K
q G

ε
ε

′= 
= 

，

。
               (4) 

式中，在三轴状态下， vε 为体积应变， v 1 32ε ε ε= + ，

sε 为偏应变， s 1 32( ) / 3ε ε ε= − ， p′为平均有效应力，

1 3( 2 ) / 3p σ σ′ ′ ′= + 。 
从式（4）中可看出，Duncan and Chang 模型[5]

和其它只有两个模量参数的模型最大的缺点是不能考

虑土的剪胀/剪缩。为此笔者[7-8]在式（4）中增加一个
剪胀/剪缩体积模量 2K ： 

v 1 2

s

d d / d /  
d d / 3  

p K q K
q G

ε
ε

′= + 
= 

，

。
           (5) 

原式（4）中的K 记为 1K 。 
事实上，平均应力增量可产生偏应变增量。为此，

笔者提出式（5）的改进模型[9]， 
v

s

d d / d /   
d d / d / 3   

p K q J
p J q G

ε
ε

′= + 
′= + 

，

。
             (6) 

后将式（6）推广到三维应力状态 [10]。如何确定这些

模量及其物理含义，见文献[6～9]。式（6）的模量 J 可
能对偏应力增量和平均应力增量的响应不一样。 式
（6）可修改为 

v 1

s 2

d d / d /   

d d / d / 3   

p K q J
p J q G

ε

ε

′= + 
′= + 

，

，
            (7) 

式中， 1J 是对偏应力增量产生体变增量的模量， 2J 是
平均应力增量产生偏应变增量的模量。 
在增量各向同性的理论基础上将式（6）推广到三

维应力状态[9]；同理也可将式（7）推广到三维应力状态。
上述的增量（次弹性）模型，在描述卸载下土的应力

–应变关系时，可用从卸载试验数据得到的卸载模量。 
1.2  一维弹黏塑性本构模型 

对材料或土的流变研究和本构模拟有百多年的历

史。最有名的流变模型有马克斯威尔模型，开尔文模

型，麦钦特模型和薛夫曼模型[11-12]。中国的学者陈宗

基[13]和钱家欢[14]是最早将上面的流变模型用于土的

固结分析，并开展大量的试验研究。孙钧[15]对岩土材

料的流变性质、本构模拟、参数识别和数值分析做了

大量的工作。马克斯威尔模型由线性弹簧与线性黏壶

串联而成，见图 1。其中弹性应变率为 e /z z Eε σ ′=& & ，黏

性应变率为 v /z zε σ η′=& 。由串联应变率加法可得马克

斯威尔模型（Maxwell）的本构方程为 
/ /z z zEε σ σ η′ ′= +& &   ，           (8) 

式中， ,z zε σ ′& 为一维应变率和一维有效应力， E η， 分
别为杨氏模量和黏性系数，都是常数。事实上，其它

的流变模型的参数都是常数，即假设弹性和黏性都是

线性的，这与土的非线性弹性和非线性黏性不符。 

 
图 1 马克斯威尔模型 

Fig. 1 Maxwell rheology model 
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Bjerrum[16]是较早对土的非线性流变进行研究的。

于1967年提出图2中在一维应变下土压缩得到的等时
间线和由于蠕变引起的“拟超固结压力”。笔者[17]和

Graham[18-19] 通过对前人工作的分析，特别是 Bjerrum
的工作，很严谨地推导出土的一维弹黏塑性本构模型，

即一维非线性流变模型。 

 

图 2 土的时间有关的一维压缩曲线 

Fig. 2 Compression-time relations of soils in 1D straining 

如图 2所示，在常垂直压力下，例如在 A点，即
应力–应变状态点为 , ,( , )z A z Aσ ε′ ，土会蠕变到 B 点，
即状态点为 , ,( , )z B z Bσ ε′ （路径 1）。A点的蠕变率 ,z Aε& 大，

而 B 点的蠕变率 ,z Bε& 小。通过对试验数据的分析得知

B 点的蠕变率 Bz ,ε& 只与其应力–应变状态点 ,( z Bσ ′ ，

, )z Bε 有关，而与如何到达 B点的加载历史或者路径无
关。例如，图 2中的 B点也可通过从 A点压缩到 C点，
然后卸载到 B点（路径 2）。从路径 2到 B点，即状态
点为 , ,( , )z B z Bσ ε′ ，蠕变率 ,z Bε& 与路径 1的蠕变率一样，
因为状态点为 , ,( , )z B z Bσ ε′ 相同。可将此观察结果上升

为一普遍适用的规律：土的蠕变率只土的应力–应变

状态点有关，与如何到达该点的过去的历史或者路径

无关。上述的规律很重要。如从一种路径得到土的蠕

变率，它适用于任何其它路径。在现场，到达一应力

–应变状态点的路径是很难知道的。按上规律，从一

种路径得到土的蠕变率适用于现场的任何其它路径。 
由此，对一维应变条件下，文献[17～19]对最简

单的单级（或多级中的一级）蠕变试验数据用下式来

拟合： 
tp 0 e

0

lnz
t t

V t
ψ

ε
+

=   ，           (9) 

式中， tp
zε 是蠕变应变， et 是蠕变所需的时间。

/Vψ ( 01V e= + ， 0e 是初始孔隙比)和 0t ，可由试验数
据拟合得到。对式（9）微分： 

 
tp

tp

e 0 e

1
d

z
z t V t t

ε ψ
ε = =

+
&   。        (10) 

由式（10）可见，蠕变率 tp
zε& 随时间 et 增加而减少，

这与观察一致。式（10）可解释为什么在正常固结点
（图 2中的 A点）蠕变率大（因 et 小），但在超固结点
（图 2中的 B点）蠕变率小（因 et 大）。需要指出，蠕
变时没有弹性应变，其蠕变应变率 tp

zε& 也是总应变率

zε& ，即 tp
z zε ε=& & 。 

式（10）中的时间 et 也叫等效时间。前面讲过，
图 2中从路径 2到达 B点，在 B点应力下有蠕变和蠕
变率 2,,Bzε& 。而路径 2的蠕变率 Bz ,ε& 与路径 1的蠕变率

1,,Bzε& 一样（ 2,,Bzε& = 1,,Bzε& ），相当于从 A点经时间 et 蠕
变到 B点。因此，这个时间 et 叫等效时间。任何一点
的蠕变率都有相对应的等效时间。 
将一维压缩下 lg（应力）对应变关系等表示于图

3中。传统的画法是 lg（应力）对孔隙比 e，可用以下
关系拟合：  

e
0 e ulg( / )ze e C σ σ′= −   ，        (11) 

式中， eC 为斜率，即回弹指数。因为有 /z eε = −∆  

0(1 ) /e e V+ = −∆ ，超固结段或卸载–再加载段的关系

（图 3中的瞬时压缩时间线）：  
e e e

0 ulg( / )z z z
C
V

ε ε σ σ′= +  

e e
0 u

1 ln( / )
ln10z z

C
V

ε σ σ′= +   ，        (12a) 

由此得到斜率 e( / )C V 。式中， e
0 u,zε σ 分别为拟合线的

一点的应变和应力，并不出现在一维弹黏塑性模型中。

如果用自然对数坐标 ( ln )z zε σ ′− ，式（12a）表达为 
e e

0 uln( / )z z zV
κ

ε ε σ σ′= +   ，      (12b) 

式中， )/( Vκ 是 lnz zε σ ′− 的斜率。从式（12a）、（12b）
的比较可得 

e ln10
C
V V

κ
=   。            (13) 

 
图 3 一维压缩下垂直应力–应变–等效时间线 

Fig. 3 Stress-strain-time relations in 1D straining 

对正常压缩固结段的数据，传统上可用下式拟合：  
ep
0 c 0lg( / )z ze e C σ σ′ ′= −   ，    (14) 

式中， cC 为斜率，即压缩指数。上面的数据可表达为
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图 3 中 lgz zε σ ′− 的关系（参考时间线或 lineλ − ，可

用下式拟合： 
ep ep epc

0 0lg( / )z z z z
C
V

ε ε σ σ′= +        

ep epc
0 0

1 ln( / )
ln10z z z

C
V

ε σ σ′= +   ，。      (15a) 

由此得到斜率 c /C V 。式中， ep
0 0,z zε σ ′ 分别为拟合线的

一点的应变和应力，会出现在一维弹黏塑性模型中。       
如果图 3 中的正常压缩应变数据是经 24 h 得到

的， ep
0zε ， 0zσ ′ 可有 ep ep

0 0,24 0 0,24,z z z zε ε σ σ′ ′= = 。但是如果是

取主固结完成时的应变，有
EOP

ep ep
0 0,z z tε ε= ， 

EOP0 0,z z tσ σ′ ′= 。 
如果用自然对数坐标， 

ep ep ep
0 0ln( / )z z z zV

λ
ε ε σ σ′= +   ，     (15b) 

c /C V 是 lnz zε σ ′− 的斜率。从式（15a）、（15b）的比
较可得 

c ln10
C
V V

λ
=   。          (16) 

一维压缩下蠕变试验结果孔隙比 e与 lgt见图 4。
对图 4的数据，传统上用以下关系拟合：  

tp
0p e EOPlg( / )e e C t tα= −   ，      (17) 

式中， eCα 是斜率。如用应变替代孔隙比，式（17）
可表达为 

tp tp e
p EOPlg( / )z z

C t t
V

αε ε= +          

tp e
p EOP

1 ln( / )
ln10z

C t t
V

αε= +   ， .    (18a) 

斜率 e /C V Cα αε= 。式中， tp
p EOP,z tε 分别为拟合线的一

点的应变和时间，这里 tp
p EOP,z tε 分别是对应于主固结完

成的应变和时间。如用自然对数： 
tp tp

p EOPln( / )z z t t
V

ψ
ε ε

′′
= +   ，       (18b) 

斜率为 /Vψ ′′ 。式（18a）、（18b）比较可得 
e ln10

C
V V

α ψ ′′
=   。             (19) 

 
图 4 一维压缩下蠕变试验结果 

Fig. 4 Relation of lg(time) and void ratio from 1D creep test  

式（9）可更好的拟合 tp lnz tε − ，其中， 0/V tψ ，为

斜率和拟合常数（时间量纲）。式（9）与式（18b）有
不同（ tp

p 0zε = ），式（9）在 0=t 有定义，而式（18b） 

在 0=t 时应变为 t 0
zε = −∞ 。但是按笔者的研究，

VV
ψψ

≈
"

。因此， 

e ln10
C
V V

α ψ
≈   ，           (20) 

上面的关系可总结为 
e1

ln10
C

V V
κ

=   ，            (21a) 

c1
ln10

C
V V
λ

=   ，            (21b) 

ep ep
0 0,24 0 0,24,z z z zε ε σ σ′ ′= =   ，          (21c) 

 
EOP EOP

ep ep
0 0, 0 0,,z z t z z tε ε σ σ′ ′= =或   ，        (21d) 

e1
ln10

C
V V

αψ
=   。            (21e) 

考虑增量时间dt加载d zσ ′，相对应的总应变增量
为 

e vpd d dz z zε ε ε= +   。         (22a) 

式中， ed zε 为弹性应变增量， vpd zε 为黏塑性应变增量。

式（22a）表达的过程是先弹性压缩，然后流变压缩。
式（22a）可写为对时间的率表达式为 

e vpd d d
d d d

z z z

t t t
ε ε ε

= +   。         (22b) 

由“等效时间”的定义，蠕变率与路径无关，所以 
vp vp

e

d d
d d

z z

t t
ε ε

=   ，            (23a) 

式（23a）可写为 
e vp

e

d d d
d d d

z z z

t t t
ε ε ε

= +   ，          (23b) 

由式（12b）得 
ed d

d d
z z

t V t
ε σκ ′

=   。             (23c) 

将式（23c）、（10）代入式（23b）得 

0 e

d d 1
d d

z z

t V t V t t
ε σκ ψ′

= +
+

  。       (24) 

由“等效时间”的定义，总应变可表达为 
ep ep 0 e
0 0

0

ln( / ) lnz z z z
t t

V V t
λ ψ

ε ε σ σ
+′= + +  ， (25) 

式（25）表示任何一点的应变均可以先沿“参考时间
线”压缩，然后蠕变到达。 
由式（25）得 

ep
0

0 e 0 0

1 1 exp ( ) z
z z

z

V
t t t

λ
ψσ

ε ε
ψ σ

 ′  
= − −    ′+   

 ，(26) 

将式（26）代入式（25）得 
/

ep
0

0 0

exp ( )z z
z z z

z z

V
V Vt

λ ψσ σκ ψ
ε ε ε

σ ψ σ
′ ′   = + − −  ′ ′   

&& 。(27) 

式（27）就是殷建华[17]和 Graham等[18-19]推导出
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的土的一维弹黏塑性本构模型（1D EVP model），可
用于任何可加载条件。将式（27）与式（8）的马克斯
威尔模型比较，可知其右边都有两项，马克斯威尔模

型中的两项都是线性的，式（27）中的两项都是非线
性的。故此一维弹黏塑性本构模型是非线性流变模型。 

以下有几个必须要注意的问题。 
（1）式（27）为什么叫弹–黏塑性模型而不是

黏弹–塑性模型？ 
可参考图 1和式（27）的结构。式（27）第一项

弹性率实际与时间无关，而第二项的黏性率与时间有

关，所以叫弹–黏塑性模型。式（27）的文献[18-19]

模型和式（8）的马克斯威尔模型都是弹–黏塑性模
型（马克斯威尔模型不是黏弹性模型），其“黏塑”

性部不仅与时间有关，而且其应变在加载–卸载到初

始应力点后是完全不可回复的，即不可逆的。有人提

出过黏弹–黏塑性模型，其中弹性与时间有关[11-12]。 
（2）当黏性系数为零，弹–黏塑性模型变成什

么？ 

对于式（27），当黏性系数为零，即 0=ψ ，有
0

z

ψ

ε
→

=&  

z

zV
σκ
σ

′
′

&
，是超固结线的微分方程，即非线性弹性关系。 

但当参考式（25）中 0=ψ 时，总应变为 ep
0z zε ε= +  

ep
0ln( / )z zV

λ
σ σ′ ，这是正常压缩线（即弹塑性关系）。 

文献[18，19]证明当 0⇒ψ ，常速率压缩曲线逼近上

述的两关系，即弹–黏塑性模型回归到弹塑性模型。 
（3）弹–黏塑性模型可用于任何其它加载吗？ 
式（27）中的模型可用于任何可加载路径，如卸

载、松弛、常应力速率加载等[18-19]。对式（27），文
献 [18， 19]得到松弛 ( 0=zε& )、常应变速率加载
( constant=zε& )、常应力速率加载( constantzσ ′ =& )，和
卸载( 0<zε& )的解析解。 
（4）瞬时压缩沉降大还是蠕变沉降大？ 
工程界普遍认为蠕变沉降较小或者很小，因此不

计蠕变沉降问题不大；瞬时压缩沉降或主固结沉降较

大。事实上，按图 1的马克斯威尔模型和图 2，3的试
验数据，蠕变沉降是瞬时压缩沉降的几倍甚至十几倍。

这是因为土的压缩是先弹性压缩（瞬时压缩）和黏塑

性压缩两部分组成。弹性压缩指数 Ce是正常压缩指数

的 Cc的 1/20~1/3， e c(0.05 ~ 0.3)C C= 。当用 24 h试验
数据确定正常压缩指数时，用弹性压缩指数 Ce和正常

压缩指数的 Cc来计算瞬时压缩（或主固结）沉降。这

时的所谓“瞬时压缩（或主固结）沉降”实际已包含

了一部分蠕变沉降。如是这样，这种情况的“瞬时压

缩（或主固结）沉降”可能比蠕变沉降大。 

1.3  三维弹黏塑性本构模型 

式（27）的一维弹黏塑性本构模型已被推广到三
维[17]。对于三维应力–应变状态，总应变率为 

e vp
ij ij ijε ε ε= +& & &   ，               (28) 

式中， e
ijε& 为弹性应变率， vp

ijε& 为黏塑性应变率。 

弹性应变率可由虎克定律（或次弹性模型）计算

得到。黏塑型应变率有下面的流动法则确定[20-21]： 
vp
ij

ij

Q= < F >ε γ φ
σ

∂
′∂

& ( )   ，        (29a) 

式中，Q为黏塑性势函数（或流动面函数），F为屈服
面或函数，γ 为流动参数。 

文献[17，22]将式（29a）写为 
vp
ij

ij

Q= Sε
σ

∂
′∂

&   ，           (29b) 

式中，S是标量函数。 
文献[17，22]将式（27）中的一维弹黏塑性本构

模型用到各向同性压缩（在均压 mp′ 下），也得到用 mp′

表达的一维弹黏塑性本构模型。Q是与修正剑桥模一
样的椭圆函数。与修正剑桥模类似，假设 Q面的塑性
体积蠕变率相同，文献[17，22]由此推导出 S 的表达
式，从而得到三维弹黏塑性模型。文献[23，24]对以
上模型[22]作了改进，并用于土的固结分析[25-27]。 

2  一维应变黏性土沉降计算的简化方法 
2.1  一维应变黏性土沉降耦合计算 

一维弹黏塑性本构模型已用于一维应变软土固结

分析[20]和有排水板的软土固结（轴对称）分析[28-29]。

对一维应变软土固结分析，按由达西定律和连续条件

等得[30] 
2

e
2

w

zuk
z t

ε
γ

∂ ∂
= −

∂ ∂
  ，         (30) 

式中，k为渗透系数， wγ 为水重度， eu 为超孔隙水压
力。 

式（27）的一维弹黏塑性本构模型用已知的总垂
直应力 zσ ，已知的静水压力 su 和超孔隙水压力 eu 表
示 (总水压力 s e )u u u= + [30]： 

s e

s e

( )1 zz

z

u u
t V u u t

σε κ
σ

∂ − −∂
= +

∂ − − ∂
  

ep /s e
0

0 0

exp ( ) ( )z
z z

z

u uV
Vt

λ ψσψ
ε ε

ψ σ
− − 

− −  ′ 
。   (31) 

将式（31）、（30）结合，可解出超孔隙水压力 eu 和垂
直应变 zε 与时间的关系。由 zε 可以计算沉降与时间的
关系。 
图 5是一维固结用一维弹黏塑性本构模型和太沙

基理论与假设 A分析结果。用一维弹黏塑性本构模型
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的耦合固结分析是严格的假设 B分析结果。由图 5（a）
可见，太沙基理论与假设 A分析结果低估了沉降；而
用一维弹黏塑性本构模型的耦合固结分析结果应是合

理结果。另外，由图 5（b）可见，太沙基理论计算出
的超孔压总会随时间减少到零；然而用一维弹黏塑性

本构模型的耦合固结分析，当土层较厚时（此算例厚

1.203 m），超孔压在初始段会增高，然后随时间减少
到零。文献[17，25～27，30～32]对这个现象作了解
释。这种孔压增高的现象不是“曼德尔–克莱耶效应”
[12]；而是由于“有效应力松弛加上体积变化小”引起

的，换言之，由于土的流变性质引起的。  

 

 

图 5 一维固结分析结果 

Fig. 5 Results from 1D consolidation analyses 

2.2  一维应变黏性土沉降假设 A计算 

用假设 A计算有流变土的沉降为 
totalA primary secondary

v f EOP,field

v f EOP,field
EOP,field

0 ( )
  

lg( )   ( )

s s s

U s t t
tU s C H t t

tαε

= +

+ <
=  + >


。
 (32) 

式中  primarys 是主固结沉降， primary v fs U s= ，其中 vU 是

平均固结度， fs 是主固结最终沉降，可用 Cc和 Ce计

算； secondarys 是所谓的次固结沉降， secondaryS =  

EOP,fieldlg( / )C t t Hαε ，其中，Cαε 是次固结系数，H是土
层厚度， EOP,fieldt 是现场的主固结完成时间（相应的超

孔压为零）， t是时间。 
式（32）也就是假设 A的主要问题是，主固结期

间（ EOP,fieldt t< ）没有蠕变沉降，即主固结期的蠕变沉

降没有包括在总沉降内，所以总沉降被低估了。按试

验证据和前面分析，主固结期间存在有效应力的作用，

是有蠕变的。因此用假设 A计算有蠕变土的沉降 totalAs
有逻辑错误。 
2.3  一维应变黏性土沉降假设 B简化计算 

用一维弹黏塑性本构模型的耦合固结分析是基

于假设 B的方法。但是用非线性流变模型的耦合分析
要用数值计算，不方便使用。本文提出基于假设 B 的
简化方法，可用于不同应力–应变状态（即正常固结，

超固结）和卸载/再加载状态。 
参考图 6工程界的常规 zlg ( )z eσ ε′ − 或 。正常固结

压缩指数为 cC ，超固结和卸载/再加载指数为 eC ，先
期超固结应力和相应的应变为 p p( , )z zσ ε′ 。图中的 1～6
点分别对应初始点 1 1( , )z zσ ε′ ，超固结状态点 2 2( , )z zσ ε′ ，

正常固结点 3 3( , )z zσ ε′ ，正常固结点 4 4( , )z zσ ε′ 和卸载–

再加载状态点 5 5( , )z zσ ε′ 6 6( , )z zσ ε′ （也是超固结状态

点）。假设 cC 和 eC 是由每级荷载蠕变 1 d的试验点得
到的，即相对应 24 h的孔隙比 24e 得到的，图 4中的
点 A。 

 

图 6 一维压缩 lg ( )z zeσ ε′ − 或 关系和应力–孔隙比(应变)状 

.态点 

Fig. 6 lg (or )z zeσ ε′ −  relation and states of stress-void ratio (or  

strain) from 1D straining 

考虑较一般的情况，由于加载 zσ ′∆ ，图 6 的状态
点从初始点 1 1( , )z zσ ε′ 经先期超固结应力–应变点

p p( , )z zσ ε′ 到点 4 4( , )z zσ ε′ ，其中有 4 1z z zσ σ σ′ ′ ′= + ∆ 。主固结

最终沉降为 
pe c 4

f
0 1 0 p

lg lg
1 1

z z

z z

C Cs H H
e e

σ σ
σ σ

′ ′
= +

′ ′+ +
 ， (33a) 

如果是从初始点 1 1( , )z zσ ε′ 直到图 6 中的超固结应力–
应变状态点 2 2( , )z zσ ε′ ，固结最终沉降为 

e 2
f

0 1

lg
1

z

z

Cs H
e

σ
σ

′
=

′+
  ；        (33b) 

如果是全处于正常固结状态，即从点 p p( , )z zσ ε′ 直到图

6中状态点 4 4( , )z zσ ε′ ，固结最终沉降为 
c 4

f
0 p

lg
1

z

z

Cs H
e

σ
σ

′
=

′+
  ；        (33c) 
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如果从点 4 4( , )z zσ ε′ 卸载到状态点 6 6( , )z zσ ε′ ，固结最终

沉降为 
e 6

f
0 4

lg 0
1

z

z

Cs H
e

σ
σ

′
= <

′+
  ，      (33d) 

式中， fs 为负数。 
本文提出的基于假设 B的简化方法如下。首先， 

将式（9）用 lg表达的用孔隙比的蠕变方程为 
0 e

0 e
0

lg
t te e C

tα

+
= −   ，        (34a) 

用应变的蠕变方程为 
tp 0 e 0 e

0 0 0

lg
1 1z
e e C t t

e e t
αε

− +
= =

+ +
  。   (34b) 

式中， et 为等效时间， eCα 为蠕变系数，不是次固结

系数，因为基于假设 B的简化方法根本没有次固结的
过程（见图 4）。如果 cC 和 eC 是对应 1 d的蠕变压缩 24e
得到的， 0t 取 24 h， 0 1 dt = 。 
（1）正常固结状态 
多级荷载可以分级考虑与计算。对加一级荷载下，

如果最终的应力–应变状态点处于正常固结状态（如

图 6中的正常固结线上，例如点 3和点 4）。如果有孔
压力耦合，总沉降为 

totalB primary creeps s s= +    

e 0 e
v f e

0 0

lg( ) ( 0)
1
C t tU s H t

e t
α +

= + ≥
+

 ， (35a) 

式中， fs 可根据应力–应变状态由式（33a）、（33b）、
（33c）或（33d）计算得到， vU 为垂直向平均固结度。 
式（35a）为基于假设 B 的简化方法。如果最终

的应力–应变状态点处于正常固结状态点（图 6中的
点 3或点 4）。式（35a）的时间 et 为 

e 0t t t= −   ，            (35b) 
式中， 0 1 dt = 。假设从点 1加到点 4，没有水压力耦
合， fs 由式（33a）计算得到，总沉降为 

pe
totalB primary creep

0 1

c e4

0 p 0

lg
1

1 1          lg lg( )
1 1 1

z

z

z

z

Cs s s H
e

C C tH H
e e

α

σ

σ

σ
σ

′
= + = +

′+
′ + −

+
′+ +

  

pe c 4

0 1 0 p

lg lg ( 1 d)
1 1

z z

z z

C CH H t
e e

σ σ
σ σ

′ ′
= + =

′ ′+ +
 。(35c) 

式（35c）的沉降对应点 4（点 4已有 1 d的蠕变时间），
这也是为什么用式（35b）计算等效时间 et 的原因。  
（2）超固结状态 
如果最终的应力–应变状态点处于超固结状态

（如图 6中的超固结线上，例如点 2）。如果有孔压力
耦合，总沉降为 

totalB primary creeps s s= +  

e 0 e
v f e

0 0 e2

lg( ) ( 0)
1
C t tU s H t

e t t
α +

= + ≥
+ +

， (36a) 

式中， fs 可根据应力–应变状态由式（33b）计算得
到。式（36a）为基于假设 B 的简化方法。 e2t 为图 6
中点 2的等效时间，即从点 '2 蠕变到点 2所需的时间。 
将图 6 中的斜率为 cC 的正常压缩线延长（点划

线），此线为时间参考线[18-19]。按照文献[18，19]等效
时间定义，总应变可表达为  

c e 0 e
p

p 0

lg lgz
z z

z

C C t t
V V t

ασ
ε ε

σ
′ +

= + +
′

 ，  (36b) 

从式（36b）得到等效时间： 

c
e

p
e p

0 e c
p

0 e e p

( ) lg( )
0 e

0

lg ( ) lg

    10

C
Cz

z z
z

z
z z

z

V
C

t t CV
t C C

t t
t

α

α

α α

σ
ε ε

σ

σ
ε ε

σ
− ′ − + ′

  

′+
= − −

′

+
=

，

 

c
p

e e
( )

p

10 ( )
z z

V C
C Cz

z

α α

ε ε σ
σ

 
− − 

  ′
=

′
  ，     (36c) 

由式（36c）得 
c

p
e e

( )

e 0 0
p

10 ( )
z z

CV
C Cz

z

t t tα α
ε ε σ

σ

− −′
= ⋅ −

′
  。  (36d) 

用式（36d）对图 6中点 2的等效时间为 
c

2 p
e e

( )
2

e2 0 0
p

10 ( )
z z

V C
C Cz

z

t t tα α

ε ε σ
σ

 
− − 

  ′
= ⋅ −

′
  ， (36e) 

如果是在超固结点，如图 6中点 2的位置，从点 1到
点 2 的加载时间为 t，从点 2 开始进一步蠕变的等效
时间为 

e e2 0t t t t= + − =  
c

2 p
e e

( )
2

0 0
p

10 ( ) 2
z z

V C
C Cz

z

t t tα α

ε ε σ
σ

 
− − 

  ′
= ⋅ + −

′
 ，    (36f) 

式中，t为本级荷载的加载时间。将 et 用于式（36a），
可计算处于超固结状态的总沉降为 

totalB primary creeps s s= +   

e e2
v f e

0 0 e2

lg( ) ( 0)
1
C t tU s H t

e t t
α +

= + ≥
+ +

 ，(36g) 

当无水压力耦合，  
totalB primary creep

e e e22

0 1 0 0 e2

lg lg( )
1 1

z

z

s s s
C C t tH H

e e t t
ασ

σ

= +

′ +
= +

′+ + +

 

e 2

0 1

lg          ( 1 d)
1

z

z

C H t
e

σ
σ

′
= =

′+
   。   (36h) 

式中，沉降对应点 2（点 2已有 1 d的蠕变时间）。这
是为什么用式（36e）计算等效时间 et 的原因。  
（3）卸载/再加载状态 
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a）卸载 
卸载时（点 4到点 6）总沉降为 

totalB primary creeps s s= +  

e 0 e
v f e

0 0 e6

lg( ) ( 0)
1
C t tU s H t

e t t
α +

= + ≥
+ +

，(37a) 

其中， 
e 6

f
0 4

lg 0
1

z

z

Cs H
e

σ
σ

′
= <

′+
  ，       (37b) 

式（37a）中 e6t 为图 6中点 6的等效时间， 
c

6 p
e e

( )
6

e6 0 0
p

10 ( )
z z

V C
C Cz

z

t t tα α

ε ε σ
σ

 
− − 

 
′

= ⋅ −
′

 。 (37c) 

图 6中点 6的位置，从点 4到点 6的卸载时间为
t，从点 6开始进一步蠕变的等效时间为 

6 p
e e

e e6 0

( )
6

0 0
p

10 ( ) 2  
c

z z
V C

C Cz

z

t t t t

t t tα α

ε ε σ
σ

 
− − 

 

= + − =

′
= ⋅ + −

′
，

    (37d) 

式中，t为本级卸荷载的时间。将 et 用于式（37a），可
计算处于卸载装态的总沉降为 

totalB primary creeps s s= +   

e e6
v f e

0 0 e6

lg( ) ( 0)
1
C t tU s H t

e t t
α +

= + ≥
+ +

 。 (37e) 

b）再加载 
再加载时（点 6到点 5），如果有孔压力耦合，总

沉降为 
totalB primary creeps s s= +   

e 0 e
v f e

0 0 e5

lg( ) ( 0)
1
C t tU s H t

e t t
α +

= + ≥
+ +

，(38a) 

式中，  
e 5

f
0 6

lg 0
1

z

z

Cs H
e

σ
σ

′
= >

′+
  。     (38b) 

式（38a）的蠕变沉降可分解为 
e 0 e

creep
0 0 e5

e 0 e e 0 e5

0 0 0 0

lg( )
1

       lg( ) lg( )
1 1

C t ts H
e t t

C t t C t t H
e t e t

α

α α

+
=

+ +

 + +
= − + + 

 

tp tp
5( )z z Hε ε= −   ，  .               (38c) 

式中， tp
zε 是从点 '5 到超越点 5的累积的总蠕变应变， 

tp e 0 e

0 0

lg( )
1z
C t t

e t
αε

+
=

+
， tp

5zε 是图 6中点 '5 到点 5之间的

蠕变应变， tp e 0 e5
5

0 0

lg( )
1z
C t t

e t
αε

+
=

+
( e e5t t≥ )。式（38c）

可解释式（36a）、（37a）中蠕变沉降公式的物理意义。 
式（38a）为基于假设 B的简化方法。式中， e5t 为

图 6中点 5的等效时间，即从点 '5 蠕变到点 5所需的
时间，  

c
5 p

e e
( )

5
e5 0 0

p

10 ( )
z z

V C
C Cz

z

t t tα α

ε ε σ
σ

 
− − 

 
′

= ⋅ −
′

 ， (38d) 

如图 6中点 5的位置，从点 6到点 5的再加载时间为
t，从点 5开始蠕变的等效时间为 

c
5 p

e e

e e5 0

( )
5

0 0
p

10 ( ) 2  
z z

V C
C Cz

z

t t t t

t t tα α

ε ε σ
σ

 
− − 

 

= + − =

′
= ⋅ + −

′
，

  (38e) 

式中，t 为本级荷载的加载时间。将 et 用于式（38a）
中，可计算处于超固结装态的总沉降为 

totalB primary creeps s s= +   

e e5
v f e

0 0 e5

lg( ) ( 0)
1
C t tU s H t

e t t
α +

= + ≥
+ +

  ， (38f) 

当无水压力耦合，  
totalB primary creep

e 5 e e5

0 6 0 0 e5

       lg lg( )
1 1

z

z

s s s
C C t tH H

e e t t
ασ

σ

= +

′ +
= +

′+ + +

 

e 5

0 6

lg                ( 1 d)
1

z

z

C H t
e

σ
σ

′
= =

′+
  ，    (38g) 

式中沉降对应点 5（点 5已有 1 d的蠕变时间）。这是
为什么用式（38e）计算等效时间 et 的原因。  
式（35a）、（36a）、（37a）、（38a）为基于假设 B

的简化方法，用于 4种不同的加载、卸载、再加载的
应力–应变状态。上面的蠕变系数 eCα 来自正常固结

蠕变试验，但用了文献[17，18]的等效时间后，可用
于其它加载和应力–应变状态。 
上面的 cC 和 eC 是对应 1 d的蠕变压缩 24e 得到的，

所以 0 1 dt = 。但是，如果 cC 和 eC 是对应试验室中主
固结完成的时间 EOP,Labt 得到。对一般的黏土， EOP,Labt 只

有几分钟到最多几小时。 如果是这样，式（35）～（38）
中的 0t 要取 0 EOP,Labt t= 。上面各式（35a）、（36a）、（37a）、
（38a）中的垂直向平均固结度 Uv可由文献中的公式

计算得到。笔者认为，这些公式也适合有排水板的大

面积土的固结沉降计算，因为有排水板土的平均压缩

是一维应变。但是所有式中 Uv 要换成总平均固结度

U，其中有 v r(1 ) (1 )(1 )U U U− = − − ， rU 是排水板径向
平均固结度，由文献中的公式计算得到。对多层的情

况，可用叠加方法。 
2.4  假设 B简化计算土沉降之算例 

本节介绍如何用上述的基于假设B简化方法来计
算不同的加载和应力–应变状态的土的沉降。所用土的

参数： e 0.07C = ， 0 1e = ，V = 01 2e+ = ， c 0.5C = ， vC =  
20.488 m /a， e 0.018Cα = ， 0 1 dt = 。其应力–应变状

态点： 1 130 kPa 0.1%z zσ ε′ = =， ； 2zσ ′ = 40 kPa， 2zε =  
0.54%， p 60 kPazσ ′ = ， p 1.15%zε = ； 4zσ ′ = 120 kPa，

4zε = 8.68%； 5 100 kPazσ ′ = ， 5zε = 8.40%； 6zσ ′ = 50 kPa，
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6 7.35%zε = 。假定土层厚度为 10 m，上下为排水面。
荷载是突然施加，然后保持不变。土的 4种应力–应变
状态点和 4种不同加载情况的沉降计算结果如下所示。 
（1）加载和最终状态点在正常固结点（加载从点

1到点 4）的沉降计算与结果 
pe

f
0 1

lg
1

z

z

Cs H
e

σ

σ

′
= +

′+
c

01
C

e+
4

p

lg 0.858 mz

z

H
σ
σ

′
=

′
，

t = 5 a ， e
creep

01
Cs

e
α=

+
0 e

0

lg( )t t
t
+
， 0.2935 mH = ，

d = 2
v v5 m /T tC d=，  0.0976= ， vU ≈ v4 / πT =  

0.3526， totalB v fs U s= + creep 0.596 ms = 。 
（2）加载和最终点在超固结点 （加载从点 1到

点 2）的沉降计算与结果 
e 2

f
0 1

lg
1

z

z

Cs H
e

σ
σ

′
= =

′+
0.0437 m，

c
2 p

e e
( )

2
e2 0 0

p

10 ( ) 16354 d
z z

V C
C Cz

z

t t tα α

ε ε σ
σ

 
− − 

  ′
= ⋅ − =

′
，t = 5 a， 

e e2
creep

0 0 e2

lg( ) 0.090 m
1
C t ts H

e t t
α +

= =
+ +

， 5 md T= =v，   

2
v / 0.01952tC d = ， v v4 / π 0.1577U T= = 。 totalBs =  

v fU s + creep 0.097 ms = 。 
（3）卸载和最终点在超固结点 （加载从点 4到

点 6）的沉降计算与结果 
e 6

f
0 4

lg
1

z

z

Cs H
e

σ
σ

′
= =

′+
-0.133 m，

e6t =
c

6 p
e e

( )
6

0 0
p

10 ( )
z z

V C
C Cz

z

t tα α

ε ε σ
σ

 
− − 

 
′

⋅ −
′

91.226 10  d= × ，

5 at =  ， e e6
creep

0 0 e6

lg( ) 0.00 m
1
C t ts H

e t t
α +

= =
+ +

， d = 5 m， 

2
v v / 0.01952T tC d= = ， v v4 / π 0.1577U T≈ = ， totalBs =  

v f creep 0.021 mU s s+ = − 。 
（4）再加载和最终点在超固结点（加载从点 6到点

5）的沉降计算与结果 
e 5

f
0 6

lg 0.1054 m
1

z

z

Cs H
e

σ
σ

′
= =

′+
， 

c
5 p

e e
( )

5
e5 0 0

p

10 ( )
z z

V C
C Cz

z

t t tα α

ε ε σ
σ

 
− − 

 
′

= ⋅ − =
′

76.18 d， t = 5 a， 

e e6
creep

0 0 e6

lg( ) 0.1252 m
1
C t ts H

e t t
α +

= =
+ +

， d = 5 m， vT =  

2
v / 0.01952tC d = ， v v4 / π 0.1577U T≈ = ， totalBs =  

v f creep 0.142 mU s s+ = 。 

图 7是加载和最终状态点在正常固结点（加载从
点 1到点 4）的沉降用本文的新方法（基于假设 B）
和假设 A计算结果比较。假设 A结果是用式（32）计

算得到的。其中一个问题是如何确定现场的主固结终

结的时间 EOP,fieldt 。理论上 EOP,fieldt 是无限大。本算例中，

确定 Uv=0.987的时间 Tv=1.668，t=31182 d为 EOP,fieldt 。

用此时间算出的沉降见图 7（假设 A方法）。 
由图 7可见，假设 A低估了沉降，假设 B的沉降

总是较大，因为主固结期和之后都有蠕变沉降。 

 
图 7 假设 B简化方法与假设 A方法计算结果比较 

Fig. 7 Results from simplified Hypothesis B and Hypothesis A   

3  一维应变下黏性土非线性蠕变和压缩 
图 4 中的一维应变下黏性土蠕变 EOPlg( / )t t e与 的

关系通常被认为是线性的。图 6中的一维应变下黏性
土压缩 lg ( )z zeσ ε′与 或 的关系也被认为是线性的。事实

上不可能是线性的，图 4中，当时间为无穷大时，对
应的孔隙比可能为负（或应变为无穷大）。图 6中，当
应力为无穷大时，对应的孔隙比也可能为负（或应变

为无穷大）。这都与事实不符。笔者提出了一个有极限

和合适描述图 4，6 中的非线性关系的数学函数[33]。

对图 4的蠕变可用：  
e0 0

tp 0

e0 0
tp
l 0

lg

1 lg
z

z

C t t
V t
C t t
V t

α

α

ε

ε

+

=
+

+
  ，       (39a) 

文献[33]原来用自然对数表示，式（39a）改为常用对
数。式（39a）表达为 

0

tp 0

0
tp

e0 l 0

lg

1 lg
z

z

t t
t

t tV
C tα

ε

ε

+

=
+

+
  。    (39b) 

式中  tp
zε 蠕变应变，t 是蠕变时间； e0Cα 是初始蠕变

系数， 0t 是蠕变常数（时间量纲），
tp
lzε 是极限蠕变应

变。式（39）在 t=0时有意义。如果把 0 0lg[( ) / ]t t t+ 一

起当变量，式（39b）是与式（3）一样的双曲线函数。
当 tp

lzε = ∞，式（39a）变为常规的对数函数关系。 
对图 6的正常固结压缩线，可为  

c0

p
p

c0

l p

lg

1 lg

z

z
z z

z

z z

C
V
C
V

σ
σ

ε ε
σ

ε σ

′
′

= +
′

+
′

  ，       (40) 
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文献[33]原来用自然对数表示，式（40）改为常用对
数。式中， p p( , )z zσ ε′ 是图 6中的超固结点。 lzε 极限应
变， zσ ′是应力， c0C 是初始压缩指数。文献[33]用香
港海洋土的一维压缩数据验证了上面的公式。文献

[27，33]把式（39）、（40）用到各向等压的蠕变和压
缩情况，并推导出一维和三维弹黏塑性模型。 

4  三轴试验时测量非饱和土总体变之

双室压力室 
三轴压缩试验时测量非饱和土总体变一直是个难

题[11]。殷宗泽[35]介绍在三轴室内加装上部开放的圆筒

内装水，圆筒水位的高低反映非饱和土总体积变化。

文献[35，36]研究含气土时在三轴室内加装小室。但
是小室与外三轴室的顶部是连在一起的，小室并不完

全自平衡。文献[37～39]设计和标定了真正的自平衡
的双室三轴室，用于三轴试验时测非饱和土总体变，

见图 8。 

 
图 8真正的自平衡的双室三轴室

[38-40]
 

Fig. 8 A true self-equilibrium double cell[38-40] 

 

5  刚柔结合的真三轴加载装置 
真三轴试验是将 3个正交的主应力加到一个立方

体（或长方体）的土样上，应力和应变要均匀。 
真三轴试验的加载装置可以分为 3种类型：①刚

性加载方式，由 6个刚性板对土样施加 3个直角方向
的力，其代表是“剑桥式真三轴仪”中采用的滑动的

刚性板加载设计[41-43]；②柔性加载方式，由 6个柔性
加载囊组成，利用橡胶囊内的液体/气体对土样施加 3
个直角方向的力[44-46]；③混合边界加载方式，由刚性

板和柔性面组成的混合加载方式[47-49]。中国学者在真

三轴仪的研制和试验方面很早开展了工作[50-53]。 
笔者在前人的基础上设计出刚柔结合的真三轴加

载装置[53-55]，见图 9。图 9中的加载装置中有 4个自
由滑动的不锈钢加载板，分别布置在土样的上、下、

左、右表面。竖向和水平向加载板可自由滑动，并在

试验过程中始终保持 90°。加压活塞及荷载传感器，
加载装置中设有 4个加压活塞。加载板和加压活塞之
间设有不锈钢连接杆。在压力室内，3 个荷载传感器
分别连接在上、左、右边的连接杆上，用来测量施加在

土样的荷载。长方体形状的土样装在长方体橡胶膜内，

放在图 9中 4个刚性滑板内。整个放入压力室，加水压
力，所以图 9中的前后面是两个柔性加载面。这个柔性
面加滑动钢板的混合边界加载装置的设计巧妙解决了

以往真三轴加载装置中遇到的问题。实现了水平和竖直

方向的加载不会相互影响。笔者对上面的刚柔结合的真

三轴加载装置中的土样的摩擦力，土样内的应力–应变

均匀性作了分析，结果是摩擦力小，土样内的应力–应

变比其它装置均匀性更好。Kumruzzaman 等[57]报道了

用图 9的真三轴装置的试验结果。 

 

图 9 新型混合边界的真三轴加载装置
[54-56]

  

Fig. 9 A new mixed loading boundary true triaxial cell 

6  测非饱和土与结构界面强度的直剪仪 
岩土结构中有很多土与结构界面的问题，例如土
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和桩、土和档土墙、土与土钉等。土可能是饱和的，

也可能是非饱和的。土与结构界面的强度是设计所需

要的。设计的测非饱和土与结构界面强度的直剪仪见

图 10[58-59]。图 10 的测非饱和土与结构界面强度的直
剪仪也可用于非饱和土和饱和土的直接剪试验。

Hossain等[58-60]报告了用图 10的直剪仪对香港风化花
岗岩的剪切试验研究。 

 

 
图 10 测非饱和土与结构界面强度的直剪仪  

Fig. 10 A direct shear box for testing interface between 

unsaturated soil and a structural element 

7  土钉抗拔箱和试验研究 
在全世界各地岩土工程界，土钉普遍使用，多用

于加固斜坡、挡土墙、深开挖等。土钉是被动加固结

构、无预应力，当土体滑动时，土钉才会有抗拔力。

由于土钉的钢筋有水泥浆（或混凝土）浇注保护（有

的有其它防锈保护措施），土钉在建成后是永久性的， 
一般不需维修。与锚杆比，土钉较便宜，容易建造，

因此使用越来越广泛。 
在香港斜坡加固工程中，80%由土钉加固。在土

钉的设计中，土钉极限抗拔力T是最重要的参数 
f e c v e(π 2 tan )T L D D Lτ σ φ′ ′ ′= = +  ，   (41) 

式中， eL 土钉抗拔段的长度（一般是临界滑动面内的
锚固段）， fτ 为 eL 段的土钉水泥表面（或土钉的表面）
与周围土体的平均抗拔摩阻力，c φ′ ′， 为周围土体的有

效黏聚力和有效摩擦角，D为土钉的直径，其中“ 2D”
是在计算摩擦力时，把土钉当成宽D的平面板，其两
边都有摩擦力，所以要加倍。 vσ ′是 eL 段的平均土体的
上覆土的有效垂直应力。 
土钉的设计计算存在如下问题：①当钻孔后，土

钉位的上覆应力全释放为零了，安装土钉后的土钉表

面的正应力肯定远远小于上覆应力 vσ ′。这样式（41）
的计算有问题。②土的水饱和度对土钉抗拔力的影响

如何？③水泥浆的灌浆压力对土钉抗拔力的影响如

何？④剪胀如何影响土钉抗拔力？⑤钻孔土表面粗糙

度如何影响土钉抗拔力？ 
为此设计和制成了图 11的土钉抗拔箱[61-62]，有如

下特点：①抗拔箱内的纵向段是要模拟现场土钉纵向

的 1 m，应力要均匀，为此在箱的尾部有“附加室”， 
当土钉被拔出设计位移时，尾部没空洞；②抗拔箱内

的垂直向要模拟现场土钉纵向的垂直变化，上覆土压

力有上盖的水压力代替，钻孔可引起土中应力释放，6
个土压力盒测土压力的变化；③加有密封室，可控制

箱土中的饱和度，土吸力计可测土的吸力；④另有水

泥浆灌浆压力装置，可模拟灌浆压力；⑤有全面的传

感器，除图 11中的传感器外，钢筋上布有应变片。 

 

 

图 11 土钉抗拔箱 

Fig. 11 Soil nail pullout box 

利用图 11 的土钉抗拔箱对很多课题做了研究：土
的水饱和度对全风化花岗岩土中土钉抗拔力的影响[63]；

土的上覆压力对全风化花岗岩土中土钉抗拔力的影响
[64]；水泥浆灌浆压力对非饱和全风化花岗岩土中土钉

抗拔力的影响[65]；水泥浆灌浆压力和土的上覆压力对

饱和全风化花岗岩土中土钉抗拔力的影响[66]；研究和

提出计算土钉抗拔力的简化数学模型[67]。对土钉的抗

拔力研究还在进行之中，包括现场土钉抗拔试验研究，

计算土钉抗拔力的简化计算公式等。 
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8  岩土结构监测光纤技术的研发及应用 
因为岩土结构的地质条件（地表和地下），天气条

件、设计方法和参数的选用有许多不确定因数，对岩

土结构监测很有必要。对地质灾害的预警也需监测。

最近几年，随着光纤通讯和光纤传感技术的日益发展

和成熟，多种光纤传感技术已广泛用于航空，航天，

军事，海洋工程和土木工程。 
（1）用两种光纤技术测桩和土钉的长度与质量[68]: 
a）通过在感测光纤的预定位置设置多个反射标志

器，由相邻的两个反射标志器之间的感测光纤段限定

一个所述传感器，来得到所述多个传感器。所述光源

为宽带低相干光源，所述反射波接收装置为扫描式干

涉仪，并且，所述宽带低相干光源的相干涉长度远远

小于所述多个传感器每个的长度，所述扫描式干涉仪

具有可与各个所述传感器的光路长度基本相匹配的光

程差，所述多个传感器每个的长度略有不同，从而使

得对应于不同传感器的干涉峰不会同时出现在所述扫

描式干涉仪中的同一位置。这种测量系统称为低相干

干涉仪（LCI）用于测应变。 
b）在各个光纤段上设置具有互不相同的布拉格波

长的光栅，来形成多个光纤布拉格（FBG）传感器测
应变。 计算出所述土钉或桩的应变分布、长度与质量。
所得应变用于评价桩和土钉的长度与质量。洪成雨等

将上面的技术用于室内模型土钉并验证其可靠性[69]。 
（2）将光栅技术用到室内模型坝的内部位移，应

变，裂缝的监测上长度与质量[70-71]。 
（3）将光栅技术用到地基沉降、筏基应变的监测、

土钉的监测和斜坡位移的监测之中[72-73]。 
目前的主要科研在开发滑动式光栅测斜仪、原位

式光栅测斜仪、光栅倾侧仪、光栅精密沉降静力水准

仪、光栅位移计和分布式应变计等[75]。 

9  结    论 
（1）次弹性模型较合理地描述土的非线性应力–

应变关系和重要的剪应力产生剪胀或剪缩和平均应力

产生偏应变（或剪应变）。 
（2）“等效时间”得到的蠕变率适合任何加载历

史或路径。“土的蠕变率只与土的应力–应变状态点有

关，与如何到达该点的过去的历史或者路径无关。” 
（3）一维弹黏塑性模型是一严格推导出来的非线

性流变模型，适合任何加载条件和状态。 
（4）假设 A 方法低估了沉降，逻辑上是错的；

假设 B方法是对的，但用非线性流变模型的耦合固结
分析不方便使用。由此笔者提出了一基于假设 B的简

化方法，可适合各种应力–应变状态和加载–卸载–

再加载情况。 
（5）有极限的非线性数学函数很适合描述土的非

线性蠕变和非线性压缩。 
（6）第一个提出真的全自平衡的双室三轴室，可

用于三轴试验时测非饱和土的总体变。 
（7）刚柔结合的真三轴加载装置很好地解决了加

载干扰问题和土样应力–应变不均问题。 
（8）本文的直剪仪可测非饱和土与结构界面的强

度参数。 
（9）本文的土钉抗拔箱可控制可监测多种参数，

可用于研究土钉在多种条件下的抗拔力及其机理。 
（10）本文介绍的两种光纤技术有其优点，可用

于岩土结构监测。 
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