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主动与被动状态下墙体侧向位移近似计算 

谢  涛 1, 2，罗  强 1, 2，张  良 1, 2，连继峰 1, 2，于曰明 1, 2 

（1. 西南交通大学 土木工程学院，四川 成都 610031；2. 西南交通大学 高速铁路线路工程教育部重点实验室，四川 成都 610031） 

 

摘  要：极限状态下墙体侧向位移对土压力计算和支挡结构设计影响显著。根据 Rankine 变形体和 Coulomb 刚塑体模型，将

墙后土体变形分别当作单剪和直剪试验中试样的剪切过程，以达到极限剪切变形（剪应变或单位长度剪切位移）作为进入主

被动状态标准，构建了土体变形与墙体位移的几何关系，提出了反映土体变形与强度特性，同时考虑静止时初始应力状态影

响的墙体极限侧向位移近似计算模型。分析表明：土体极限剪切变形、滑移区范围、初始应力状态是影响墙体极限位移的核

心要素，其中极限剪切变形占据主导作用，是导致不同颗粒组成及密实程度土体进入极限状态所需墙体位移差异显著的主要

原因，而主被动区范围不同和因静止土压力系数
0

k  1 引起的初始剪切变形，则是被动状态墙体位移远大于主动的关键因素；

算例中主动与被动状态下墙体位移与墙高之比分别介于 0.5‰～13.2‰和0.4%～5.2%，且主动状态下细粒土墙体位移大于

粗粒土，计算结果与工程经验及相关文献模型试验基本一致。 
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Calculation of wall displacement to reach active  

or passive earth pressure state 
 

XIE Tao1, 2,  LUO Qiang1, 2,  ZHANG Liang1, 2,  LIAN Ji-feng1, 2,  YU Yue-ming1, 2 
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Abstract: The movement of wall plays an important role in the calculation of lateral earth pressure and the design of retaining 

structure. Regarding the process of backfill approach  active or passive pressure state as the shearing process of soil sample in 

simple shear test or direct shear test, the backfill process reaches active or passive earth pressure state when the soil deformation 

equals to the ultimate value (shear strain in the simple test or shear displacement per unit length in the direct shear test). Based on the 

geometric relationship between the soil shear deformation and wall displacement, the theoretical calculation method of wall 

displacement required to reach active or passive earth pressure is provided, where the soil stress-strain behavior and initial stress state 

are considered. The analysis indicates that the magnitude of needed wall displacement to reach active or passive earth pressure is 

controlled by soil ultimate shear deformation, the range of active or passive zone, and the initial earth pressure state. The first factor is 

the most important among them, which contributes to variation of wall displacement among different soils. The wall displacement in 

passive state is greater than that in active state, because the range of passive zone is larger than that of active zone. The theoretically 

calculated wall displacement attaining active state is about 0.5‰~13.2‰ H (where H is the height of the wall), of which the 

non-cohesive soil is larger than the cohesive soil.  As to the case of passive state, the wall displacement is 0.4%~5.2% H. The 

theories are concordant with the model test results from relevant literatures.  

Keywords: active or passive earth pressure state; displacement of wall; Rankine and Coulomb earth pressure theories; soil ultimate 

shear deformation; simple shear test; direct shear test 

 

1  引  言 

土压力研究是土力学的一个古典课题，在支挡结

构设计中占据着举足轻重的地位。极限土压力的计算

有熟知的 Coulomb 理论和 Rankine 理论。其中，基于

点应力状态的 Rankine 理论，主动或被动状态时墙后
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滑移区内每一点均处于极限状态，剪应力及剪应变同

时达到极限，Rankine 视其为变形体；而 Coulomb 理

论将整个楔形体滑移区当成一个整体，认为只要滑移

面上剪应力达到极值即进入主、被动状态，并不关注

滑移区内土体的应力或变形状态，类似于是刚塑体。

如图 1 所示，土体达到主动与被动状态需要一定的墙

体侧向位移，而传统的土压力理论却并不涉及。特别

是被动状态，所需墙体侧向位移往往较大，而实际中

的墙体变形不足以使墙后土体完全进入被动状态，导

致土压力低于被动状态理论计算值。 

 

 

图 1  土压力-位移曲线 

Fig.1  Earth pressure-displacement curve 

 

目前，有关极限状态所需墙体侧向位移的研究主

要基于室内模型试验和现场测试。模型试验方面，有

Terzaghi[1]关于密砂、Ishihara 等[2]关于中密砂的室内

常规模型试验，以及岳祖润等[3]针对黏性土的离心模

型试验；现场测试方面，Matsuo 等[4]进行了以粉细砂

及矿渣作为墙后填土的现场足尺模型试验，谢涛等[5]

针对密实粗颗粒土的高速铁路路肩桩板墙进行了现

场测试。各研究者[15]测得极限状态下墙体侧向位移

差异较大，如表 1 所示。究其原因，一方面是因为极

限状态下的墙体侧向位移受土类及密实度、墙土摩擦

影响较大，其本身浮动较大[67]；另一方面，则是试

验误差，特别是主动状态，因极限时的位移较小，测

试误差往往较大。即便如此，一般认为达到极限状态

黏性土所需墙体侧向位移较砂性土大、密实土较松散

土大。根据经验[89]，主动状态下砂性土墙体侧向位

移 s 与墙高 H 之比约为 0.5‰～5.0‰，黏性土为

4.0‰～20.0‰；被动时砂性土为 2.0%～6.0%，黏性

土为 2.0%～4.0%。 

已有研究为极限状态下墙体侧向位移的计算积

累了丰富的工程经验。然而，总的来讲，依然是以模

型试验及现场测试为主，其结果受人为因素、试验条

件及土性影响较大，有关极限状态下墙体侧向位移的

理论计算几乎一片空白。据此，分别基于 Rankine 变

形体及 Coulomb 刚塑体模型，将墙后土体沿滑移面的

滑动近似当作单剪试验中试样沿底盒，或直剪中沿剪

切面的剪切过程。根据构建土体剪切变形与墙体位移

的几何方程，建立极限状态下墙体侧向位移理论计算

方法，并通过相关文献模型试验予以校验。 

 

表 1  主动/被动土压力状态下墙体侧向位移 

Table 1  Required wall displacement reaching active or 

passive earth pressure state 

土体类别 

s

H
/ % 

备注 

主动 被动 

密砂 0.1 0.5 Terzaghi[1] 

中密砂 0.4 1.4 Ishihara 等[2] 

粉细砂 0.6～0.8 / 
Matsuo 等[4] 

矿渣 0.3～0.5 / 

压实黏土 0.9～1.0 / 岳祖润等[3] 

密实粗粒土 1.6 / 谢涛等[5] 

2  极限状态下墙体侧向位移 

2.1  Rankine 变形体模型 

2.1.1 Rankine 主动状态 

通常，在讨论土力学的稳定问题时，变形条件一

般不予关注，土压力的研究亦是如此。Terzaghi 等[1011]

通过将图2中楔形体以外土体当成既没变形又无位移

的刚体，对处于 Rankine 主动状态的楔形体 ABC 进行

分析。土体从原来的静止转变成主动状态时，楔形体

在水平方向伸长，图 2 所示的阴影部分宽度即代表水

平伸长量。假定土体达到主动状态时楔形体内每一点

单位长度水平伸长量 x 相同，由此求得主动状态下距

墙底 h 处墙体侧向位移 ahs 为 

ah tan 45
2

xs h



 

  
 

           （1） 

式中： 为土体内摩擦角，遗憾的是 Terzaghi 并没给

出 x 的具体值，仅指出 x 与土的类别及密实度相关。 

 

 

图 2  Rankine 模型下墙体侧向位移与剪应变关系（主动） 

Fig.2  Relation between shear strain and wall displacement 

based on Rankine model (active state) 

 

如图 2 所示，基于 Terzaghi 基本假设，将墙后土
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体沿滑移面 AC 的变形，近似当作单剪试验中试样沿

单剪仪底板的剪切过程，认为墙后土体剪切变形达到

极限剪应变 u 时即进入极限状态，并假定 u 不随深

度变化。对于多数挡土墙，墙高 H 一般不超过 10 m，

其竖向应力在 200 kPa 以内，有关 u 不随深度变化的

假定在较小竖向应力范围内偏差不大。需要指出的

是，土压力问题在传统理论中被视为稳定问题，极限

状态往往是就应力而言的。然而，本文讨论是极限状

态下的墙体侧向位移，其实质是稳定问题的变形条

件。因此，必须关注土体变形，并引入极限剪应变（对

应于极限剪应力）作为进入主被动状态标准。 

根据图 2 中的几何关系，可得主动状态下距墙底

h 处墙体侧向位移 ahs ，计算公式为 

2

ah u sin 45
2

s h



 

   
 

           （2） 

实际上，土体在静止状态时，AC 及其与之平行

的滑移面上已经存在剪应力 0a ，表明墙后土体已经

产生了初始剪应变 0a 。这部分变形在墙后土体填筑

或自然沉积中就已经产生，并不包含在土体达到极限

状态所需墙体侧向位移之中。因此，主动状态下的侧

向位移计算中，应扣除这部分已经产生的变形，即距

墙底 h 处墙体侧向位移 ahs 应按下式确定： 

2

ah u 0a( ) sin 45
2

s h


 
 

   
 

       （3） 

墙顶处侧向位移与墙高之比 a /s H ，按下式计

算： 

2a
u 0a( )sin 45

2

s

H


 

 
   

 
        （4） 

由式（4）可知，土体处于Rankine 主动状态时，

墙顶侧向位移与墙高之比仅与土体极限剪应变 u 、静

止时滑移面上初始剪应变 0a 和内摩擦角 相关。其

中， u 越大，土体达到主动状态所需侧向位移也就越

大。通常细粒土极限剪应变 u 大于粗粒土，松散土较

密实土大，这是导致细粒土进入主动状态所需位移大

于粗粒土，松散土大于密实土的主要原因。 

2.1.2 Rankine 被动状态 

土体由静止进入被动状态时，墙后土体沿被动滑

移面朝着与主动状态相反的方向变形，墙体产生面向

土体的侧向位移。与主动状态类似，当剪切变形达到

极限剪应变 u 时，土体进入极限状态。根据图 3 所

示的几何关系，可得土体处于被动状态时距墙底 h 处

侧向位移与相应位置墙高之比 ph /s h： 

ph 2

u 0p( )sin 45
2

s

h


 

 
    

 
      （5） 

式中： 0p 为静止时墙后土体潜在滑移面 AD 初始剪

应变。其中，墙顶侧向位移与墙高之比 p /s H 计算公

式为 

p 2

u 0p( )sin 45
2

s

H


 

 
    

 
      （6） 

 

 

图 3  Rankine 模型下墙体侧向位移与剪应变关系（被动） 

Fig.3  Relationship between shear strain and wall 

displacement based on Rankine model (passive state) 

 

根据式（4）和式（6）可得，为了使单剪试验与

墙后挡墙满足变形边界条件上的相似性，要求土体在

进入主动或被动状态过程中，墙体位移模式始终为绕

墙底转动。墙后土体进入 Rankine 被动与主动状态时

墙顶侧向位移之比为 

p u 0p 2

a u 0a

tan 45
2

s

s

  

 

  
   

  
       （7） 

由式（7）可知，达到被动状态所需墙体侧向位

移远大于主动状态。这一方面是因为被动区范围大于

主动区，另一方面则是由于土体从静止进入被动状态

时的剪切变形（ u 0p  ）大于从静止进入主动状态

（ u 0a  ）。 

可见，达到主动与被动状态所需墙体侧向位移主

要受 3 方面因素影响：一是滑移区范围，主要体现在

内摩擦角 上，主动与被动区范围随 的增大分别呈

现出减小和增大的趋势，这是导致达到被动状态所需

墙体侧向位移远大于主动的主要原因；二是静止时初

始应力状态，主要体现在墙后土体初始剪应力和剪应

变上，这是被动状态下墙体侧向位移大于主动的又一

因素，且静止土压力系数 0k 越小，越接近主动状态，

引起的初始剪应力和剪应变越大，两者的差异就越显

著，这与 Potts 等[12]数值模拟结果一致；三是土体极

限剪应变 u ，这是导致不同颗粒组成和不同密实度土

体达到极限状态所需墙体侧向位移差异显著的主要

原因。 

2.2  Coulomb 刚塑体模型 

2.2.1  Coulomb 主动状态 

如图 4 所示，根据 Coulomb 刚体极限平衡原理，

A 

B D 

45°+ / 2 

sH 

H 

h 

被动滑移面 u 

sh 

sph 

单剪 

u 

sp 

u 

sh 

sph 

u 

45°+ / 2 
sh 

sph 

H tan(45°+ / 2) 
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把楔形体 ABC 看成仅有位移没有变形的刚塑体，将

其沿滑移面 AC 的滑动并达到极限状态的过程，当成

直剪试验中试样沿剪切面的剪切过程，认为滑移面

AC 上单位长度剪切位移由静止时的 0a 增加至极限

状态的 u 时，即进入主动状态，并假定 u 不随深度

变化。 

 

 

图 4  Coulomb 模型下的墙体侧向位移与土体剪切位移关系 

Fig.4  Relationship between ultimate shear displacement and 

wall displacement based on Coulomb model 

 

根据图 4 所示的滑移面单位长度极限剪切位移

u 与墙体位移的几何关系可知，墙后土体达到主动状

态时墙体侧向位移沿墙高均匀分布，相当于墙体平

移，其墙顶侧向位移可按下式计算： 

a
u 0a a( ) tan

s

H
                （8） 

式中： a 为滑移面 AC 的竖向夹角，其计算公式为 

2

a

tan( )
tan tan ( ) tan( )

tan

 
    




      （9） 

式中： 为墙土摩擦角。其中墙背光滑时 a 45  °  

/ 2 ，式（8）可转化为 

a
u 0a( ) tan 45

2

s

H


 

 
   

 
       （10） 

2.2.2  Coulomb 被动状态 

当被动状态时根据几何关系可得墙顶侧向位移

与墙高之比 p /s H 为 

p

u 0p p( ) tan
s

H
              （11） 

式中： 0p 为静止时被动滑移面土体单位长度剪切位

移； p 为被动滑移面竖向夹角，且有 

 2

p

tan( )
tan tan ( ) tan( )

tan

 
    




     （12） 

墙背光滑时 p 45 / 2   ，进入被动状态所需

墙体侧向位移与墙高之比的计算公式为 

p

u 0p( ) tan 45
2

s

H


 

 
    

 
       （13） 

联立式（8）和式（11）可得 Coulomb 被动与主

动状态下的墙顶侧向位移之比 p a/s s 为 

p u 0p p

a u 0a a

( ) tan

( ) tan

s

s

  

  


 


          （14） 

当墙体光滑时，式（14）可简化为 

p u 0p 2

a u 0a

tan 45
2

s

s

  

 

  
   

  
       （15） 

对比分析可知，基于 Coulomb 刚塑体模型，墙高

范围内土体同时达到极限状态时土体侧向位移均匀

分布，墙体位移模式为平移；而基于 Rankine 变形体

模型，达到极限状态时的墙体侧向位移从墙底处沿墙

高线性增加，其位移模式为绕墙底转动。 

事实上，土体既不是 Coulomb 刚塑体也不是

Rankine 变形体，而是介于两者之间。墙后为密实的

无黏性土时，由于整体性较好，可能更接近 Coulomb

刚体；墙后为松软黏性土时，相对而言整体性较差，

可能更接近 Rankine 变形体。因此，土体同时达到极

限状态，土压力沿墙高线性分布的墙体位移模式取决

于土性及密实程度。这也许就是有关墙背土压力沿墙

高为直线分布时，存在平移与绕墙底转动模式不同观

点的原因。 

2.3  静止状态潜在滑移面剪应力与剪切位移 

由式（4）、（6）及式（8）、（11）可知，只要确

定土体在静止时的初始剪切变形（单位长度剪切位移

或剪应变），就可以求得极限状态下的墙体侧向位移。

其求解思路为：首先，根据平衡原理和静止土压力系

数 0k 确定静止时滑移面初始剪应力；然后，通过简化

的应变与应力函数关系（二次抛物线）及由 0k 确定的

初始剪应力，求得初始剪应变或单位长度初始剪切位

移。 

2.3.1  Rankine 变形体模型 

通常 0k  1，表明主动与被动潜在滑移面（图 5

中 AC 和 AD）已经产生了初始剪应力 0a 、 0p 和剪

应变 0a 、 0p 。静止时距墙底 h 处土压力 0p 按下式

确定： 

0 0 hp k                 （16） 

式中： h 为距墙底 h 处土体竖向应力； 0k 可按试验

确定或取经验值1 sin 。 

如图 5 所示，忽略黏聚力 c，根据力的平衡可得

静止状态时距墙底h处潜在滑移面上初始剪应力 0a 、

sa 

C 

u 

x 

u 

D 
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p 

a 

主动滑移面 

被动滑移面 

直剪 

A 

B 

直剪 

sp 

u 
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0p 与 0p 的关系。即 

0a f a

0

0a f p

1 ( / ) tan

1 ( / ) tan
h

k
p

k

  


  





       （17） 

a

0p f p

0

0p f

1 ( / ) tan

1 ( / ) tan
h

k
p

k

  


  





       （18） 

式中： f 为极限剪应力，可根据试验或按 Mohr- 

Coulomb 强度准则确定； 2

p tan (45 / 2)k   、 ak   
2tan (45 / 2) ，分别为 Rankine 主动与被动土压力

系数。将式（16）分别代入式（17）、（18）中并化简，

得到滑移面 AC 与 AD 初始剪应力 0a 、 0p 的计算公

式为 

0a 0

f 0 p a

1

( ) tan

k

k k k



 





         （19） 

0p 0

f 0 a p

1

( ) tan

k

k k k



 





         （20） 

 

 

图 5  Rankine 变形体模型受力示意图 

Fig.5  Force diagram of backfill based on Rankine model 

 

剪应力与剪应变（或直剪试验中的剪切位移）关

系曲线具有非线性的特点。假定应力-应变关系曲线

为过原点的二次抛物线函数，即 2m  （m 为常数），

将式（19）、（20）代入，可得初始剪应变与极限剪应

变之比计算公式分别为 

2
2

0a 0a 0

2 2

u f 0 p a 0

(1 )

( 2 ) tan

k

k k k k

 

  

  
  

  
   （21） 

2
2

0p 0p 0

2 2

u f 0 a p 0

(1 )

( 2 ) tan

k

k k k k

 

  

  
  

  
   （22） 

将式（21）、（22）代入式（4）和式（6），求得

Rankine 变形体模型下极限状态时墙顶侧向位移计算

公式分别为 

2a
a u sin 45

2

s

H


 

 
  

 
         （23） 

p 2

p u sin 45
2

s

H


 

 
  

 
         （24） 

式中： a 、 p 为与 0k 和 相关的系数，且有 

2

0
a 2 2

0 p a 0

(1 )
1

tan ( 2 )

k

k k k k





 

 
       （25） 

2

0
p 2 2

0 a p 0

(1 )
1

tan ( 2 )

k

k k k k




 
   

   

    （26） 

式（23）、（24）是在假定黏聚力c  0 的基础上

推导而来。当 0c  时，需假设摩擦力与黏聚力的发

挥程度，根据平衡原理求解。事实上，根据 Rankine

理论，黏聚力对主动与被动区范围没有影响，而极限

状态下的墙体侧向位移主要与主动或被动区范围和

极限剪应变有关。因此，黏聚力的忽略对极限状态下

的墙体侧向位移影响较小，仅对初始剪切变形的计算

有略微影响。 

2.3.2 Coulomb 刚塑体模型 

对于 Coulomb 刚塑体模型，假定静止时土体与墙

背没有相对滑移或滑移趋势。根据图 6 所示的平衡关

系，可得静止时土压力合力 0P 和 AC 与 AD 面上初始

剪应力 0a 、 0p 的关系，按下式确定： 

2 0a f a
0

0a f p

1 ( / ) tan tan

2[1 ( / ) tan tan ]
P gH

   


   





    （27） 

0 f p2

0

0p f a

1 ( / ) tan tan

2[1 ( / ) tan tan ]

p
P gH

   


   





    （28） 

式中：ρg为墙后土体重度。 0P 可按下式计算： 

2

0
0

2

gH k
P


               （29） 

 

 

图 6  Coulomb 刚塑体模型受力示意图 

Fig.6  Force diagram of soil wedge based on  

 Coulomb model 

 

将式（29）代入式（27）、（28）中，求得静止时

初始剪应力 0a 、 0p ，按下两式计算： 

0a 0 a

2

f 0 a

(1 ) tan

( tan ) tan

k

k

 

  





         （30） 

A 

C D 

45° / 2 
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0p 0 p

2

f 0 p

(1 ) tan

( tan ) tan

k

k

 

  





         （31） 

假定剪应力-单位长度剪切位移关系曲线为过原

点的二次抛物线函数，即 2n  （n 为常数），将    

式（30）和式（31）代入，可得单位长度初始剪切位

移与极限剪切位移之比分别为 

22

0a 0a 0 a

2

u f 0 a

(1 ) tan

( tan ) tan

k

k

  

   

   
    

   
    （32） 

22

0p 0p 0 p

2

u f 0 p

(1 ) tan

( tan ) tan

k

k

  

   

  
    

    

    （33） 

将式（32）和式（33）代入式（8）和式（11）

中，求得极限状态下的墙体侧向位移分别为 

a
a u atan

s

H
                （34） 

p

p u ptan
s

H
                （35） 

式中： a 、 p 为与 0k 和相关的系数，计算公式分

别为 
2

0 a
a 2

0 a

(1 ) tan
1

( tan ) tan

k

k




 

 
   

 
      （36） 

2

0 p

p 2

0 p

(1 ) tan
1

( tan ) tan

k

k




 

  
     

    

     （37） 

当墙背光滑时，式（36）、（37）中 a a  ， p   

p 。 

以上讨论主要针对常见工况 0k ≤ 1，对于 0k  1，

只需将式（25）和式（26）转变成为 

2

0
a 2 2

0 p a 0

(1 )
1

tan ( 2 )

k

k k k k





 

 
       （38） 

2

0
p 2 2

0 a p 0

(1 )
1

tan ( 2 )

k

k k k k





 

 
       （39） 

将式（36）、（37）分别转变为 

2

0 a
a 2

0 a

(1 ) tan
1

( tan ) tan

k

k




 

 
   

 
      （40） 

2

0 p

p 2

0 p

(1 ) tan
1

( tan ) tan

k

k




 

 
  

  

      （41） 

需要指出的是，式（34）、（35）仅适用于填土水

平、墙背垂直的情况。如图 7 所示，对于一般挡墙，

达到主动与被动状态时的墙体侧向位移，可根据与 

图 4 类似的几何关系确定，即 

a u 0a a a( ) sins l

H H

  
           （42） 

p u 0p p p( ) sins l

H H

   
          （43） 

式中： al 、 pl 分别为主动与被动滑移面长度。初始剪

应变 0a 与 0p 可根据平衡原理及静止土压力系数 0k

得到的初始剪应力，再通过应力-应变关系 2n  求

解。 

 

 

图7  Coulomb模式下的一般挡墙侧向位移与剪切位移关系 

Fig.7  Relationship between shear displacement of soil and 

wall displacement under general conditions based  

on Coulomb model 

 

滑移面竖向夹角 a 与 p 需根据 Coulomb 极限平

衡原理、结合作图法或试算法确定，其大小主要受墙

背倾斜角及填土面影响。可见，墙背倾斜及填土面主

要是通过改变主动滑移面夹角（ a 与 p ），进而影响

极限状态下的墙体侧向位移，体现为 a 与 p 以及 al

与 pl 的数值大小。 

3  模型试验验证及算例分析 

3.1  模型试验验证 

3.1.1 主动状态 

宋飞[13]开展了以南京云母砂作为试验材料的挡

墙主动土压力离心模型试验。其中，模型墙高H   

190 mm、离心加速度为 50g，土体详细的物理力学指

标见文献[13]。 

根据排水剪试验测得土体内摩擦角  40.23°，

其应力-应变关系曲线如图 8 所示。极限剪应变 u   

1.0%，将其和实测 0k  0.43 代入基于 Rankine 变形体

模型的理论计算式（23）中，求得主动状态下墙顶侧

向位移与墙高之比 a /s H  1.24‰。 

试验测得不同深度处侧向土压力随墙体位移的

变化曲线如图 9 所示。土压力随墙体位移的增加呈现

出幅度逐渐衰减的减小趋势，墙体位移与墙高之比

（即图中的 /s H ）达到 1‰～1.5‰时基本稳定，土

体进入主动状态，实测结果与理论计算基本吻合。 

C D 
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p 
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图 8  应力-应变关系曲线[13] 

Fig.8  Shear stress-shear strain curves of measured soil  

 

 

图 9  静止与主动状态之间不同墙高处土压力与位移关系[13] 

Fig.9  Measured earth pressure-displacement curves from 

initial state to active earth pressure state[13] 

 

岳祖润等[3]开展了模型墙高H  25 cm、模型率

N  80.18 的挡土墙主动土压力土工离心模型试验，

试验土体为黏性土，详细物理力学参数见文献[3]。 

根据大型直剪试验（230 mm×230 mm），测得土

体抗剪强度指标c  38.2 kPa、  22.7°，其剪切位

移与剪应力关系曲线如图 10 所示（图中 σ 表示竖向

应力）。极限剪切位移约为 7.0 mm，相应的 u  3.0%。

根据实测土压力换算得到土体综合内摩擦角 0   

39°、 0k  0.37，将其代入式（34）中，求得主动状

态下墙体侧向位移与墙高之比为 8.7‰，介于实测值

8‰～10‰之间，如图 11 所示。 

 

 

图 10  试验黏土的剪切位移与剪应力曲线[14] 

Fig.10  Measured shear displacement-shear stress curves  

of cohesive soil[14] 

 

图 11  实测墙体位移-土压力曲线[3] 

Fig.11  Measured earth pressure-displacement curves[3] 

 

3.1.2 被动状态 

Wilson[15]开展了试验材料为砂土、墙高H  1.68 m

的大比例尺挡墙被动土压力试验。土体的应力-应变

（或剪切位移）关系曲线如图 12 所示（图中
1 、

3

分别表示大、小主应力， 为竖向应力）。其中，极

限剪应变 u  2.8%，对应的强度指标c  14 kPa，   

44°；单位长度极限剪切位移 u  1.0%，对应的c   

14 kPa，  48°。 

 

 

     (a) 剪切位移-剪应力 

 

 

       (b) 剪应变-剪应力 

图 12  应力(单位长度剪切位移)-应变关系曲线[15] 

Fig.12  Relationships between shear stress and shear strain 

 (or shear displacement per unit length) 

 

忽略墙土摩擦（实测  2.3°～2.7°），根据式

（24）、（35）得到被动状态下墙体侧向位移与墙高之
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比分别为 2.7%和 2.8%，两者极为接近。如图 13 所示，

根据实测墙体位移土压力关系曲线可知，被动状态下

的墙体侧向位移与墙高之比介于 2.0%～3.0%，理论

计算与实测结果基本吻合。 

 

 

图 13  Wilson 模型试验的土压力-墙体位移-关系曲线[15] 

Fig.13  Measured earth pressure-displacement curves 

 based on Wilson model 

 

可见，无论是基于 Rankine 变形体还是 Coulomb

刚塑体模型，无论是主动状态还是被动，极限状态下

的墙体侧向位移理论计算值与实测结果均有较好一

致性，计算模型能基本反映实际情况。 

3.2  算例分析 

通过改变内摩擦角 和单位长度极限剪切位移

u （或极限剪应变 u ）两主要影响因素，根据理论 

 

计算主动与被动状态下墙体侧向位移的大致范围，进

一步检验理论模型与工程经验在数值范围上是否一

致。需要指出的是， u 和 u 虽然均无量纲，其数学

含义却完全不同。 u 表示的是角度，而 u 则是单位

长度平均剪切位移的概念。正是因为数学含义上的不

同，导致二者在数值大小上也存在显著差异。文献

[1517]的实测数据表明，同一土体的 u 值远大于 u ，

前者约为后者的 2 倍左右，部分土体甚至可达 3 倍。

例如，在 Wilson[15]的模型试验中，同一土体的 u 与 u

分别为 2.8%和 1.0%，前者远大于后者。由于试验数

据缺乏，算例分析时近似取 u  0.5 u 进行计算，k0

按1 sin 确定。 

极限状态下墙体侧向位移随极限剪切变形和滑

移区范围的增加而增大。如表 2 所示，极限剪切变形

相同时，达到主动或被动状态的墙体侧向位移随土体

内摩擦角 增加（主动区减小、被动区增加）而增大

或减小； 相同时，即主动或被动区范围一定，极限

状态下墙体侧向位移随极限剪切变形的增加而增大。

但总的来讲，极限剪切变形对墙体侧向位移起着主导

作用。例如，被动状态下，虽然被动区范围随土体的

强度，即 的增加而增大，达到极限状态的墙体侧向

位移理应越大，但由于极限剪切变形的减小，导致最

终的墙体侧向位移随土体强度的增加呈现出减小的

趋势。 

表 2  极限状态下墙顶侧向位移 

Table 2  Calculated wall displacement required to reach active or passive earth pressure state 

土性 
  

/ (°) 
u

 / % 
u
 / % 

Rankine 模型 Coulomb 模型 

a
s

H
/ ‰ p

s

H
/ % a

s

H
/ ‰ p

s

H
/ % 

/ 2   0   / 2   0   

粗粒土 

30 3.0 1.5 4.8  2.7 5.5  6.1  3.1 4.3 

34 2.0 1.0 2.8  1.8 3.3  3.7  2.2 3.3 

37 1.0 0.5 1.2  0.9 1.5  1.7  1.1 1.8 

40 0.5 0.2 0.5  0.5 0.6  0.6  0.4 0.5 

细粒土 

32 2.0 1.0 3.0  1.8 3.5  3.9  2.1 3.1 

26 3.0 1.5 5.5  2.6 6.1  6.9  2.9 3.9 

20 4.0 2.0 8.8  3.3 9.4  10.7  3.6 4.6 

15 5.0 2.5 12.8  4.0 13.2  15.4  4.1 5.2 

 

当为 30°～40°、 u 为 0.5%～3.0%时（近似

粗粒土），基于 Rankine 变形体模型计算得到主动与

被动状态墙顶侧向位移与墙高之比分别介于

0.5‰～4.8‰和  0.5%～  2.7%，Coulomb 模型计

算值为 0.6‰～5.5‰和  0.4%～  3.1%；当   

15°～32°、 u  2.0%～5.0%时（近似细粒土），基

于 Rankine 变形体模型计算达到主动与被动状态墙

顶侧向位移与墙高之比分别为 3.0‰～12.8‰和

 1.8%～ 4.0%，Coulomb 刚塑体模式下的计算值

为 3.5‰～13.2‰和 2.1%～ 4.1%。 

可见，无论是基于 Rankine 还是 Coulomb 模型，

理论计算结果差异不大，且与现有工程经验在墙体

侧向位移数值范围上大体一致。其中，墙背粗糙时

的墙体极限位移均大于墙背光滑的情况，且被动状

态下更加明显。这是因为墙土摩擦的存在会使得滑

移区的扩大，导致极限状态下的墙体位移增加。 
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4  结  论 

根据主动和被动区土体剪切变形与墙体位移

的几何关系，进行了极限状态下墙体位移的计算分

析，形成以下结论： 

（1）根据 Rankine 变形体与 Coulomb 刚塑体模

型，通过构建土体极限剪切变形与墙体位移的几何

关系，建立了基于土体强度与变形特性，同时考虑

静止时初始应力的极限状态下墙体位移理论计算

模型。分析表明，Rankine 与 Coulomb 模型下，土

体同步进入极限状态的墙体位移模式分别为绕墙

底转动和平移。 

（2）土体极限剪切变形、主被动区范围及静止

时初始应力状态对极限状态下墙体侧向位移影响

显著。其中，极限剪切变形占据主导作用，是导致

主被动状态下粗粒土较细粒土、松散土较密实土墙

体位移大的主要原因；而主被动区范围不同和因静

止土压力系数 0k  1 引起的初始剪切变形，则是被

动状态墙体位移远大于主动的关键因素。 

（3）极限状态下墙体侧向位移理论计算值与墙

高成正比，并与工程经验及相关模型试验结果基本

吻合。算例表明，常规物理力学指标下的粗、细粒

土，达到主动状态所需墙体侧向位移与墙高之比分

别介于 0.5‰～6.1‰和 3.0‰～13.2‰，被动时为

0.4%～4.3%和 1.8%～5.2%。 
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