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摘  要：在地基固结和液化后再固结过程中，土体会对桩基础产生负摩阻力。负摩阻力作用下桩基础的轴力和沉降常

采用中性面方法计算，但事实上中性面方法的几个基本假定可能导致计算结果相对实际产生显著偏差。针对地基固结

和震后再固结过程中负摩阻力引起的桩基础的轴力和沉降进行研究，采用随固结过程更新桩土摩擦力峰值的非线性温

克尔地基梁方法，建立相应计算方法。该方法能够充分考虑固结过程对桩基础轴力和最终沉降的影响，并给出轴力和

沉降的变化过程。与离心模型试验对比的结果显示，在采用合理的固结计算方式的基础上，该方法能够有效地计算地

基固结和震后再固结过程中桩基础的轴力与沉降，对沉降的计算精度高于传统中性面方法。 
关键词：桩基础；固结；轴力；沉降；非线性温克尔地基梁 

中图分类号：TU473       文献标识码：A       文章编号：1000–4548(2015)03–0512–07 
作者简介：王  睿(1987– )，男，博士，主要从事岩土工程抗震方面研究。E-mail: wangrui_05@mail.thu.edu.cn。 

Method for calculating axial force and settlement of pile foundation in  
consolidating and reconsolidating ground 
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Abstract: The neutral plane solution has been widely used to estimate downdrag settlements and drag loads mobilized in piles 

in consolidating soil profiles. However, some of the basic assumptions made by the neutral plane solution may cause the 

calculated results to significantly deviate from the actual values. A beam on nonlinear Winkler foundation (BNWF) solution, in 

which the shaft friction capacity is updated as consolidation progresses proportional to the effective stress, is proposed to 

analyze the axial force and settlement of piles during consolidation and post-earthquake reconsolidation. The proposed method 

fully considers the effect of consolidation process on the axial force and final settlement of piles. The axial force and downdrag 

settlement by the proposed BNWF solution is compared with the measured ones from centrifuge tests on piles in both 

consolidating and reconsolidating ground. The proposed method produces more accurate estimates of pile settlement than the 

traditional neutral plane solution. 
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0  引    言 
地基在固结过程中会发生沉降，对桩基础产生负

摩阻力，使得桩基础受到下拉荷载并产生沉降。对于

可液化地基中的桩基础，震后超静孔压的消散引起地

基沉降，也同样会因负摩阻力作用使桩基础轴力增加

并产生沉降。负摩阻力引起的下拉荷载可能造成轴力

超过桩基础结构承载力极限，而沉降则可能使得结构

不满足正常使用极限状态[1]。 
自 20 世纪 60 年代末以来，研究者们通过现场桩

基础的测试对固结地基中桩基础的轴力和沉降进行了

试验研究 [2-5]。在现场试验观测的基础上，Fellenius 

1972 年[3]发展了如图 1 所示的负摩阻力作用下桩基础

轴力和沉降计算的中性面计算方法，其中中性面是指

桩身轴力最大的向下和向上摩擦力过渡的位置。根据

受力平衡条件，可以确定中性面位于图 1 中向下轴向

荷载和向上阻力的交点处，图中 Qd为桩顶向下荷载，

qn 为负摩阻力，rs 为正摩阻力，Qt 为桩端阻力，Qmax

为桩身轴力最大值。由于桩土摩擦力仅需要几毫米相

对位移即可充分发挥，因此在计算中假设向下和向上

摩擦力均得到了充分发挥。由于桩相对土体向下运动
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时桩土摩擦力为正，向上运动时摩擦力为负，Fellenius
假定中性面处桩基础的沉降等于土体沉降。 

 

图 1 中性面法计算固结过程中桩基础轴力和沉降示意图[4] 

Fig. 1 Illustration of neutral plane solution[4] 

中性面方法简单明了且物理意义明确，目前已经

被国内外部分指南和规范所推荐[6-7]。尽管中性面方法

在对桩基础负摩阻力作用分析方面具有里程碑式的意

义，但该方法的几个基本假定使得计算与实际可能出

现显著偏差，最明显的一个问题是中性面位置往往并

不固定[8]。 
针对这些假定，近年来部分研究者开始采用有限

元等数值方法分析这一问题[9-11]。其中 Sun 等通过有

限元计算发现中性面在固结过程中位置并不固定，且

计算得到的桩基础沉降与中性面方法计算结果并不一

致 [12] 。Wong 等采用非线性温克尔地基梁模型

（BNWF），通过 t–z 单元反映桩土的摩擦作用[13]，

但是研究中并未能考虑桩土接触处土体有效应力的变

化，因此忽略了桩身摩擦力和中性面随固结过程的变

化。 
针对液化后再固结过程中桩基础的轴力和沉降，

Strand 利用爆炸引起液化开展了相关现场试验，再现

了地基液化后再固结引起的桩基础轴力和沉降[14]。试

验表明，液化后土体在再固结过程中会对桩基础产生

负摩阻力，导致桩身轴力增加，桩基础发生沉降。再

固结过程中中性面位置也不固定，而是发生明显的发

生变化。Stringer 等对一系列动力离心模型试验在地震

结束后继续测量了地基的孔压以及桩基础的轴力，结

果显示液化后再固结过程中桩基础轴力显著增加，桩

基础会发生沉降[15]。 
针对再固结过程中桩基础的轴力和沉降，

Fellenius 等认为仍可以使用传统的中性面方法进行计

算。并通过分析认为当中性面位于液化层以下时，液

化后再固结过程对桩基础沉降几乎没有贡献；当中性

面位于液化层以上时，液化层中摩擦力的丧失会使得

桩身轴力重新分布，引起桩端沉降的增加从而提供更

大的端阻力[16]。但事实上，再固结过程中由于地基超

静孔压变化幅度很大，中性面的位置也会发生明显的

变化，这就造成了一个逻辑问题，即在计算沉降时到

底应采用什么时刻的中性面处土体沉降。Boulanger
等通过将再固结过程分成多阶段，在各阶段中按照中

性面方法计算桩基础沉降，发现最后累加得到的沉降

与直接按照中性面方法一次性计算得到的结果差异明

显，由此指出传统中性面方法在计算中性面位置变化

情况下桩基础的沉降时存在显著误差[17]。 

1  传统中性面方法存在的关键问题 
传统中性面方法（NPS）的基本假定认为：在中

性面处桩土摩擦力为零，桩与土的位移相等。但事实

上，这个基本假定本身存在物理机制上的错误。摩擦

力一般定义为两个接触物体有相对运动或相对运动趋

势时，阻碍相对运动或相对运动趋势的力。因此桩和

土摩擦力为零的一个必要条件是二者之间没有相对运

动，这种没有相对运动并不是指达到零摩擦力时两者

的相对位移为零，而是指两者的相对速度为零。 
以图 2 所示的理想弹塑性摩擦为例解释这一概

念。图 2 中土与桩在时刻 1 和时刻 2 摩擦力均为零，

但显然在这一过程中两者的最终相对位移 z 并不为

零。通过传统的一维率无关的塑性理论可以很好地解

释中性面处桩与土的相对运动机制。 

 

图 2 理想弹塑性条件下桩与土的摩擦行为 

Fig. 2 Friction behaviour between soil and pile considering  

.elasto-plasticity 

对于假定的理想弹塑性摩擦行为，若已经发挥的

摩擦力为 mobt ，摩擦力峰值为 ultt ，则屈服函数可以定

义为 mob ultf t t  。此时，Kuhn–Tucker 一致性条件为

p mobsign( ) 0z t f  ，其中 pz 为塑性位移率[18]。在弹性

范围内 0f  ，Kuhn–Tucker 一致性条件要求 p 0z  ；

在塑性范围内 =0f 。将这些弹塑性定义延伸至中性面

处的桩土相互作用与相对运动，中性面处桩与土摩擦

力为零，对应于 0f  的弹性范围，Kuhn–Tucker 一致

性条件要求此时 p 0z  。因此，一维率无关的塑性理

论决定在中性面处桩与土的相对位移率 pz 为零，而不

是相对位移 pz 为零。因此传统中性面方法的基本假定

并不正确，在中性面处桩与土的速度相同，而不是位

移相同。当中性面位置在固结或者再固结过程中发生
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变化时，传统中性面方法在计算桩基础沉降时会出现

较大的偏差。 
另外，传统的中性面方法假定桩土摩擦行为为刚

塑性，这也会在轴力和沉降计算中产生一定误差。 

2  考虑固结过程的计算方法 
2.1  非线性温克尔地基梁计算方法 

在对传统中性面方法在物理机制上存在的问题认

识的基础上，利用非线性温克尔地基梁模型（BNWF），
可以建立考虑固结过程影响的负摩阻力作用下桩基础

轴力和沉降的计算方法，这种方法摒弃了传统中性面

方法中存在问题的几个基本假定，正确的反映了桩土

之间的摩擦行为。其优势包括：首先，能够满足固结

沉降过程中桩基础的动态平衡，从而保证中性面处桩

与土速度相同而非位移相同，解决了传统中性面方法

中存在的关键问题；其次，能够反映固结过程中土体

有效应力变化对桩土峰值摩擦力的影响；第三，可以

采用更符合桩土接触特性的非线性黏弹塑性本构关系

计算桩土摩擦力。该方法的基本框架如图 3 所示。 

 

图 3 地基固结过程中桩基础轴力和沉降非线性温克尔地基梁 

.计算方法示意图 

Fig. 3 Schematic of BNWF method for piles in consolidating  

ground 

采用 OpenSees[19]中的 TzLiq1 材料模型和一维无

长度（ZeroLength）单元模拟桩土的摩擦作用，并使

用梁柱单元反映桩基础的结构特性。计算中，首先将

桩基础离散为若干梁单元，并在桩身各节点处添加

ZeroLength 单元作为桩土接触单元。在这种计算方法

中，桩端阻力可以有两种考虑方式：①若桩端阻力随

着桩端沉降发生变化，则可以使用 Q–z 和 TzLiq1 材

料反映这一变化；②若认为桩端阻力已经充分发挥，

不随沉降变化，则可以仅在桩端施加一个固定的向上

的荷载。桩顶可以根据实际需要施加荷载 Qd。 
计算中，需要在桩土接触单元自由端输入相应位

置的土体有效应力 v 和沉降 soilS 时程，TzLiq1 模型则

会根据有效应力在每一计算步更新摩擦力峰值 ultt 。输

入有效应力和沉降时程可采用两种办法：①将接触单

元自由端与土体有限元单元节点绑定，在整体有限元

计算过程中直接读取土体的有效应力和沉降；②通过

其他固结过程求解方法得到土体有效应力和沉降时程

作为边界条件输入。 
土对桩的侧摩阻力和端阻力通过 TzLiq1 和 Q–z

材料反映，两种材料均采用 Boulanger 等建立的非线

性黏弹塑性本构关系，并以常见的桩土摩擦荷载传递

函数作为骨干曲线[20-22]，模型中弹性和塑性荷载位移

关系可分别根据下式进行计算： 
e eult

e
50

tt C z
z

   ，             (1) 

p p 50
ult ult 0 p p

50 0

( )
nczt t t t

cz z z
        

 ， (2) 

式中，上标 e 和 p 分代表弹性和塑性，t 为桩土接触荷

载，tult为峰值摩擦力或桩端阻力， p
0t 为该塑性加载周

次的初始塑性接触荷载，z 为桩土相对位移，z50 为达

到峰值摩擦力或桩端阻力一般时所需的相对位移， p
0z

为该塑性加载周次的初始塑性相对位移；Ce，c，n 均

为模型参数[19]。图 4 给出了典型砂土地基中土体有效

应力固定时，在 TzLiq1 模型中采用 Mosher 建议的骨

干曲线[21]得到的桩土摩擦滞回曲线[19]。 

 
图 4典型砂土地基中 TzLiq1 桩土摩擦滞回曲线[19] 

Fig. 4 Cyclic loading response of TzLiq1 material in sand[19] 

需要重点说明的是，TzLiq1 材料模型是针对砂土

液化问题开发的，该模型将桩土摩擦力峰值 ultt 和土体

有效应力 建立了线性关系，因此能够应用于固结和

再固结过程中桩土摩擦相互作用的计算中。这与目前

常见的忽略固结过程中有效应力 变化而采用不变

的 ultt 的计算方法相比是一个重要的改进。在固结或再

固结过程中，桩土摩擦力峰值始终满足： 
ult 0 v tant k     ，         (3) 
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式中， 0k 为静止土压力系数， v 为竖向有效应力，

 为桩土接触面摩擦角。  
当地基土体发生固结和再固结时，TzLiq1 和 Q–

z 接触材料所在单元的自由端发生沉降，从而通过

ZeroLength 单元对桩基础产生摩擦力。根据输入的土

体有效应力和沉降时程，桩基础每一步的轴力和沉降

为桩顶荷载和桩身摩擦力与桩端阻力达到平衡时的

值，计算过程中每一步桩土摩擦力不仅受到土体和桩

的相对位移影响，也受到土体有效应力的控制，桩土

摩擦力峰值随着有效应力的恢复而增加。 
2.2  固结和液化后再固结过程计算 

采用所建立的新方法对地基固结和震后再固结过

程中桩基础的轴力和沉降进行计算，需要给出固结和

再固结过程中地基不同深度土体有效应力和沉降的变

化时程。 
为了简化计算，可以利用一维固结方程计算固结

和震后再固结过程。对于均质地基的固结过程，可以

采用太沙基一维固结理论计算地基的有效应力和沉降

时程。而对于震后再固结过程，则需要考虑砂土体积

压缩系数和渗透系数随固结过程的变化。对于体积压

缩系数，采用 Seed 等 1975 年建议的方法进行计算[23]： 
v

2
v0

exp( )
1

m y
m y y


 

  ，       (4) 

式中， v0m 为超静孔压为零时的体积压缩系数，参数 y
与砂土相对密度和超静孔压比相关 ， 为 y   

R u5(1.5 ) bD r ， R3(4 )Db  。砂土的超静孔压比越大，

其体积压缩系数也越大。 
对于渗透系数的变化，采用 Shahir 等在离心模型

试验模拟基础上建议的关系予以考虑，仅取其孔压消

散段[24]： 
d

u
i

1 ( 1)
k r
k

      ，       (5) 

式中， ik 为超静孔压为零时砂土的渗透系数， 和
为两个根据试验确定的参数。 

在引入体积压缩系数和渗透系数变化后，一维固

结方程无法求得解析解。为此，采用差分格式对其进

行数值求解： 

v 2

( , 1) ( , ) ( 1, ) 2 ( , ) ( 1, )u i t u i t u i t u i t u i tC
t z

     


 
，(6) 

式中，i 和 t 分别为对空间和时间的离散，如图 5 所示。

求解中，排水和不排水边界条件，以及不同土层界面

处边界条件分别为 
drain 0u    ，                  (7) 
( 1, ) ( 1, )u n t u n t     ，        (8) 

1 2

1 2

( ( , ) ( 1, )) ( ( 1, ) ( , ))
k ku m t u m t u m t u m t
z z

    
 

。(9) 

 
图 5 差分求解一维固结方程 

Fig. 5 Difference solution for 1-D consolidation equation 

3  计算方法验证 
为了验证所提出的考虑地基固结过程影响的负摩

阻力引起的桩基础轴力与沉降计算方法，分别对一个

针对固结地基的离心模型试验和一个针对液化后再固

结过程的动力离心模型试验进行模拟。 
3.1  固结过程中桩基础模拟 

Lam 等[25]在香港科技大学土工离心机上开展了

针对固结地基中桩基础受力和沉降研究的一系列离心

模型试验，试验中包括单桩和群桩，这里仅对其中单桩

试验进行模拟。所模拟试验在 60g 下进行，下面提及各

量均采用原型尺寸，离心模型试验概况如图 6 所示。 

 
图 6 固结过程中桩基础离心模型试验示意图和超静孔压消散 

.过程[25] 

Fig. 6 Diagram of centrifuge tests on a single pile in consolidating  

ground and excess pore pressure isochrones[25] 

试验中空心管桩长 16.8 m，桩径 1.2 m，壁

厚 9 cm，插入一层在 80 kPa 作用下固结的 18 m 厚高

岭土层。黏土层上下均为 Leighton Buzzard 砂，提供

双面排水条件。表层砂土在 60g 离心加速度下对黏土

顶部产生 45 kPa 均布荷载，并引起桩顶 10 kN 的荷载。

试验中迅速将离心加速度加至 60g，产生超静孔压之

后记录固结过程。所用黏土的饱和重度、静止土压力
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系数和初始孔隙比分别为 16.3 kN/m3，0.58 和 1.602。
对试验进行反演得到的固结系数 cv为 5×10-7 m2/s，体
积压缩系数 mv为 3.63×10-7 Pa-1。由于该试验过程满

足太沙基一维固结理论基本假定，因此采用太沙基一

维固结理论对其固结过程进行计算，得到的超静孔压

消散过程能够与试验较好吻合。图 6 和图 7 分别给出

了试验和计算超静孔压消散和地基沉降过程。 

 

图 7 各固结度下地基沉降和桩基础轴力[25] 

Fig. 7 Soil settlement and pile axial force at different average 

degrees of consolidation compared with centrifuge test data[25] 

Lam等指出试验黏土在80 kPa下固结后不排水强

度为 17.6 kPa，由此根据 Ladd[26]对不排水强度与有效

应力和超固结比建立的关系 us  0.8
v0.22 OCR  可以计

算固结过程中桩端土体不排水强度，得到初始和固结

后不排水强度为 9 kPa 和 35 kPa。通过 t u10Q s A 计算

得到初始和固结后桩端承载力为 100 kN 和 400 kN。

在固结完成时，桩基础发生了显著的沉降并充分发挥

了桩端承载力，固结后桩端应变测量显示端阻力接近

于 400 kN（图 7），与上述计算方法得到结果一致。

桩端 Q–z 单元承载力根据固结过程从 100 kN 变化至

400 kN， 50z 设为 0.012 m，从而使桩端阻力在位移达到

8%桩径左右时充分发挥，符合 Reese 等的研究结论[20]。 
图 8 给出了非线性温克尔地基梁方法和传统中性

面方法计算与试验实测桩基础沉降。非线性温克尔地

基梁方法得到最终沉降为 0.194 m，接近试验值 0.206 
m，而传统中性面方法由于不能考虑固结过程的影响，

则远远高估了沉降值，计算沉降为 0.277 m，造成了

34%的误差。 
3.2  震后地基再固结过程中桩基础模拟 

为了进一步验证提出的非线性温克尔地基梁方法

和液化后再固结过程计算方法在分析液化地基震后再

固结过程中桩基础的轴力和沉降方面的能力，对

Stringer等在剑桥大学土工离心机振动台上开展的2×
2 群桩系列试验的震后段进行模拟[15]，主要模拟其中

编号 MS06 的试验，其余试验中承台均直接接触地基，

需要考虑承台与地基的相互作用。 

 

图 8 不同方法计算桩基础沉降与试验对比[25] 

Fig. 8 Comparison between calculated and test pile settlements[25] 

试验基本设置如图 8 所示，试验在 46g 离心加速

度下开展，下面均描述原型尺寸。试验中桩长 9.25 m，

桩径 0.5 m，截面性质 EA=4.6 GN，EI=90 MN·m2，桩

间距为 2.9 m，达到 5.8 倍桩径。试验中仅测量了 1 号

桩的应变（图 9）。 

 

图 9 Stringer 和 Madabhushi（2013）离心模型试验基本布置 

Fig. 9 Centrifuge model setup by Stringer and Madabhushi, 2013 

地基由两层 Leighton Buzzard 砂组成，表层为 5.8 
m 的相对密度 35%的中密砂，D50为 0.175 mm，饱和

重度 18.44 kN/m3；底层为 6.7 m 的相对密度 100%的

密实粗砂，D50为 0.59 mm，饱和重度 20.70 kN/m3。

由于底层砂土非常密实，且粒径远大于表层，底层固

结速度远大于顶层，桩基础沉降很小。 
在模拟中，上下两层砂土的初始渗透系数取

3×10-4 m/s2和 6×10-4 m/s2，两层体积压缩系数分别取

6.7×10-7 Pa-1和 1.0×10-8 Pa-1。由于砂土体积压缩系

数和渗透系数都会随固结过程变化，因此需采用 2.2
节所建议的差分格式求解固结方程，其中砂土体积压

缩系数和渗透系数分别按照式（4）和式（5）计算。

图 10 为震后 5 个不同时刻地基中超静孔压的分布，采

用所建议砂土地基震后再固结过程的简化计算方法能

够较好地模拟液化后再固结过程中孔压的消散过程。

计算得到的地表沉降为 0.18 m，由于该试验中未能测

得地表沉降，因此无法直接与试验结果进行对比，但

是系列试验中的 MS07 和 MS09 试验地基条件与所模

拟的 MS06 试验类似，测量得到的地基沉降约为

0.14～0.18 m，因此认为计算结果能够反映试验中地

基的沉降。 
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图 10 震后超静孔压消散过程模拟[15] 

Fig. 10 Simulation of excess pore pressure dissipation process [15] 

利用所提出的方法对桩基础的响应进行了计算，

砂土的静止土压力系数根据 Stringer 等取 0.5，桩土摩

擦角为 17°[15]，持力层土性极限桩端阻力依照《建筑

桩基技术规范》取为 8500 kPa。桩顶荷载根据试验结

果为 275 kN。图 11 为对桩基础轴力的模拟，再固结

完成后计算轴力能够与测量值较好符合。再固结过程

中中性面上移，但是始终在底层粗密砂层中，最终位

置接近两层界面处。底层粗密砂的摩阻力和桩端阻力

都未充分发挥。 
沉降计算也显示了类似的情况，虽然地表发生了

18 cm 的沉降，但是基本集中在表层中密砂层中，而

由于中性面始终在底层粗密砂层中，因此桩基础沉降

很小，计算结果与试验结果吻合为 0.38 cm，而采用传

统中性面方法得到的沉降则为 0.53 cm，如图 12 所示。 
对于固结过程和震后再固结过程两个离心模型试

验中桩基础的轴力和沉降模拟初步验证了所提出的计

算方法的有效性，并体现了该方法相对于传统中性面

方法的优势。 

 

图 11 震后再固结引起的桩基础轴力模拟[15] 

Fig. 11 Simulation of post-seismic pile axial force [15] 

 

图 12 震后再固结引起的桩基础沉降模拟[15] 

Fig. 12 Simulation of post-seismic pile settlement [15] 

4  结    语 
本文针对地基固结和震后再固结过程中负摩阻力

引起的桩基础轴力和沉降进行了研究。分析了目前广

泛应用的中性面方法在计算桩基础沉降方面物理机制

上的错误。在对传统中性面方法不足的认识基础上，

采用随固结过程更新桩土摩擦力峰值的非线性温克尔

地基梁方法，建立负摩阻力作用下桩基础轴力和沉降

计算方法。对于液化后再固结过程的计算，基于已有

研究建议了一种简化计算方法。 
通过对固结和震后再固结离心模型试验的模拟，

验证了所建立的新方法分析负摩阻力引起的桩基础轴

力和沉降的有效性。该方法能对轴力和沉降变化过程

进行计算分析，模拟结果显示了该方法在计算桩基础

沉降方面相比传统中性面方法的优势。 
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