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格室加筋土等效强度计算方法对比研究 

付  娆，宋  飞 

（长安大学公路学院，陕西 西安 710064） 

摘  要：本文通过对比基于填料内摩擦角以及基于填料应力-应变关系两种计算土工格室复合材料等效强度的方

法，研究表观黏聚力与填土邓肯-张模型非线性弹性常数以及土工格室刚度参数之间的关系，分析两种方法的差

别，得到如下结论：对于砂砾料，基于填料内摩擦角计算方法仅能反映内摩擦角对于表观黏聚力的影响，无法反

映非线性弹性常数对于黏聚力的影响，当填土的内摩擦角一定时，用基于填料应力-应变关系的方法计算的表观

黏聚力与参数 k 成负相关，与破坏比成正相关；用两种方法计算出的表观黏聚力都与土工格室切线模量正相关，

与网格尺寸负相关。用基于填料应力-应变关系的方法计算时，试验常数 k越小，破坏比越大，改变土工格室切线

模量和试样最初直径对表观黏聚力的影响越大。 
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Comparative study on equivalent strength calculation methods of geocell 

reinforced soil 

FU Rao, SONG Fei 

(Highway Institute, Chang’an University, Xi’an 710064, China) 

Abstract: In this paper, the two methods of calculating the equivalent strength of geocell composite materials based on the 

internal friction angle of filler and the stress-strain relationship of filler are compared. The relationship between the apparent 

cohesion and the nonlinear elastic constants of Duncan Chang model and the stiffness parameters of geocell is studied, and 

the differences between the two methods are analyzed. The results showed that the calculation method can only reflect the 

influence of internal friction angle on the apparent cohesion, but cannot reflect the influence of nonlinear elastic constant 

on the cohesion. When the internal friction angle of the fill is fixed, the apparent cohesion calculated by the method based 

on the stress-strain relationship of the fill is negatively correlated with the parameter k, and positively correlated with the 

failure ratio. The apparent cohesion calculated by the two methods is positively correlated with the tangential modulus of 

the geocell and negatively correlated with the mesh size. The modulus is positively correlated with the mesh size and 

negatively correlated with the mesh size. The smaller the test constant k is, the larger the failure ratio is. The larger the 

effect of changing the tangent modulus of geocell and the initial diameter of specimen on the apparent cohesion is. 

Key words: geocell; equivalent strength calculation method; nonlinear elastic constant; internal friction angle; cell stiffness 

0  引    言 

土工格室是一种三维立体网状或蜂窝状结构

的土工合成材料，对填土具有较强的侧向限制作

用。目前土工格室对加固软土地基、堤坝工程、河

道治理、挡土墙及边坡防护等方面产生了良好的工

程效果，已广泛应用于土木工程各个领域。 

虽然土工格室在我国得到了广泛的应用，成功

解决了大量工程问题，但是对土工格室加筋土结构

的设计方法和设计规范仍不成熟，格室加筋土的强

度仍无成熟计算方法。一些学者采用三轴试验和数

值模拟方法对格室加筋土的力学性质进行研究，

Bathurst 和 Karpurapu[1]、Rajagopal 等[2]、Madhavi 

Latha 和 Murthy[3]、Wu 和 Hong[4]、Chen 等[5]、陈
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建峰等[6]、宋飞等[7] 采用三轴试验研究了土工格室

加筋土及土工织物包裹砂砾料的刚度和强度力学

性质。他们的研究结果均表明，环形土工合成材料

的约束作用可以等效为填料的围压增量，由于约束

围压的作用，填土的刚度和强度会有所增加，土工

合成材料的侧限约束作用在填土中引起的黏聚力

增量称之为表观黏聚力，但加筋土的内摩擦角和未

加筋土基本相同。侯娟等[8] 采用三维有限元数值分

析方法研究了高强土工格室的作用机理，研究结果

表明，高强土工格室中既有对土体侧壁的摩擦作

用，又有格室内部砂土的环箍作用，可有效地限制

砂土的水平位移，提高地基承载力。基于对土工格

室加筋土三轴试验结果的分析， Bathurst 和

Karpurapu[1]、Rajagopal 等[2] 提出了基于填料内摩擦

角的格室加筋土等效强度计算方法，得到了广泛应

用。但是上述方法存在如下问题：计算过程中含有

土工格室加筋土的破坏轴向应变这一未知数，这一

参数必须通过土工格室加筋土的三轴试验确定，在

实用过程中极不方便；计算中假定体变为 0，这一

假设条件的误差以及对于不同相对密度填料的适

用性仍需进一步研究；计算公式仅考虑了填土内摩

擦角对表观黏聚力的影响，未考虑填料应力应变关

系的非线性以及砂砾料内摩擦角随围压增加而减

小的力学特性对于表观黏聚力的影响。 

针对上述问题，宋飞等[9] 采用增量法，基于弹

塑性理论、土的屈服准则、剪胀方程以及薄壁圆筒

张拉理论推导了基于填料应力-应变关系的土工格

室加筋土等效强度计算方法，并且用土工格室加筋

土的大型三轴试验结果、土工织物包裹碎石桩的常

规三轴试验结果，验证了所提计算方法的正确性和

有效性。该方法解决了基于填料内摩擦角的计算方

法不能考虑填料体变以及无法确定土工格室加筋

土的破坏轴向应变这两大问题，能够反映填料应 

力-应变关系的非线性、压硬性和剪胀性以及填料

内摩擦角随围压变化这种强度非线性的力学特性

对表观黏聚力的影响。 

为了更加深入研究基于内摩擦角和基于应力

应变关系两种方法在计算土工格室加筋土复合材

料等效强度上的差别，本文在简要介绍两种计算方

法公式的基础上，通过对比两种方法计算所得的表

观黏聚力与填土邓肯-张模型非线性弹性常数以及

土工格室刚度参数之间的关系，分析表观黏聚力变

化规律，加深人们对土工格室加筋土力学特性及应

力-应变响应计算方法的认识，为土工格室加筋土

结构设计提供参考。 

1  两种计算方法简介 

1.1  基于填料内摩擦角的计算方法 

根据 Bathurst 等[1-2] 提出的土工格室加筋土等

效强度计算公式，格室的约束围压引起的表观黏聚

力由式（1）确定，即： 

 cr=
σg

2
tan(45°+

φ

2
) (1) 

式中：φ为土的内摩擦角；σg为由于格室约束作用引

起的围压增量，其表达式由式（2）得到[1-2]，即： 

 σg=
2MS

Dε
(

εc

1−ε1

) =
2MS

D0
(

1−√1−ε1

1−ε1

) (2) 

式中：ε1为试样的轴向应变；εc为试样在轴向应变ε1

时的圆周向应变；MS为拉伸应变达到εc时对应的土

工格室片的割线模量，由格室片的拉伸实验确定；

D0，Dε为试样最初的直径和达到轴向应变ε1时的 

直径。 

1.2  基于填料应力-应变关系的计算方法 

根据宋飞等[9-10] 提出的土工格室加筋土等效

强度计算公式，土工格室内填料的竖向大主应力增

量dσ1和水平小主应力增量dσ3之间的关系由式（3）

确定，即： 

 dσ1=Etdε1+mdσ3 (3) 

式中：Et为邓肯-张双曲线应力-应变关系中的切线

模量，根据 Duncan 等[11] 确定其表达式如下： 

 Et=kpa
(
σ3

p
a

)
n [1−

Rf(σ1−σ3)(1− sinφ)

2c cosφ+2σ3 sinφ
]

2

 (4) 

式中：k、n为试验常数；Rf为破坏比式；φ为材料内

摩擦角；p
a
为大气压；取值为 101.4 kPa。式（3）中

m为表述竖向应力增量和水平方向增量之间关系的

系数，由填料屈服函数确定，可由下式确定[9-10]： 

 m=

∂f

∂q
−

2

3

∂f

∂p

1

3

∂f

∂p
+
∂f

∂q

 (5) 

式中：f为填土的屈服函数，一般条件下采用 Mohr-

Coulomb 屈服函数、修正剑桥屈服函数、P-Z 模型

屈服函数来计算m，根据宋飞等[9] 的研究结果表明，

P-Z 模型屈服函数总体确定m而言比其他两个屈服

函数预测效果更好。p 和 q 分别为填料的球应力和

剪应力，在三轴应力状态下分别为：p=(σ1+2σ3)/3，

q=σ1 − σ3。 

式（3）中dσ3=dσc+dσg，σc为土工格室加筋土的
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小主应力；σg为土工格室提供的约束围压。若忽略

加筋土围压的变化，则有dσc=0。 

dσg为格室引起的约束围压增量，其表达式为 

[9-10]： 

 dσg=
2Mt

Dε

dεc

(1−ε1)
 (6) 

式中：Mt为格室的切线模量；Dε为试样达到轴向应

变ε1时的直径，由式（7）确定[5]，即： 

 Dε=D0√
(1−εv)

(1−ε1)
  (7) 

土工格室的圆周向应变εc可由下式得到[5]，即： 

 εc=√
(1−εv)

(1−ε1)
− 1 (8) 

式（8）中填土的体应变εv由剪胀方程确定，对

于砂砾料而言，常用的剪胀方程有 Rowe 剪胀方  

程[12]，Pastor-Zienkiewicz 模型中的剪胀方程[13] 等。

如采用 P-Z 剪胀方程，则侧向应变增量由下式确定： 

dε3=Adε1        (9) 

体应变增量由下式确定： 

 dεv=
2(1+α)(M− 

q
p

)

2
3

(1+α)(M− 
q
p

)+2
dε1 (10) 

式中：𝛼为材料常数，根据 Pastor 等[13-14]，Pastor[15]，

Ling 和 Liu[16]，Cola[17]，Ling 和 Yang[18]，Miral[19]，

Ravanbakhsh 和 Hamidi[20]，Heidarzadeh 和 Oliaei[21]，

对于干砂α一般可以取 0.45。M可以由下式得到： 

 M=
6 sinφcr

3− sinφcr
 (11) 

式中：φ
cr
是指土的残余摩擦角。 

如果假定格室加筋土的圆周向应变均匀，则其

增量dεc由式（12）确定[9-10]，即： 

 dεc=−dε3 (12) 

根据式（3）～（12）递推迭代可求得土工格室

加筋土的应力应变关系，根据 Mohr-Coulomb 准则

以及格室拉力和结点强度比较来判别加筋土的破

坏，详细的递推迭代过程详见宋飞等[9-10] 的研究。

将式（6）计算出的所有迭代步的dσg相加得到总的

格室约束围压σg，将σg代入式（1）可得表观黏聚   

力cr。 

采用该方法计算表观黏聚力时需要用到填土

的邓肯-张模型的非线性弹性常数k、n、Rf、峰值内

摩擦角φ和残余内摩擦角φ
cr
。参数的确定方法详见

Duncan 等[11] 和 Boscardin 等[22]。 

2  两种方法计算结果比对 

经过试算后发现 n对于计算结果影响较小，本

文主要讨论k和Rf对格室加筋土表观黏聚力的影响，

对比分析基于填料内摩擦角的方法和基于填料应

力应变关系的方法的差别。计算中采用 Mohr-

Coulomb 屈服函数和 P-Z 剪胀方程。 

2.1  参数k的影响分析 

k由轴向应变和偏差应力的关系确定，采用邓肯

-张双曲线模型进行计算，由下式确定： 

 Ei=kpa
(
σ3

p
a

)
n
 (13) 

式中：k和n分别代表lg (
Ei

p
a

)与lg (
σ3

p
a

)直线的截距和

斜率； Ei为土在邓肯-张双曲线应力-应变关系中的

起始模量。根据常规三轴试验结果整理k和n的方法

详见 Duncan 等[11] 的研究。 

图 1 给出了当格室加筋土的弹性常数Rf=0.9，

φ =37°，φ
cr

 =32°，两种计算方法计算出的表观黏

聚力cr随参数k的变化关系曲线。参考 Madhavi Latha

等[3,23] 的研究结果，采用 Bathurst 公式计算表观黏

聚力cr时，对于中密砂和密砂，破坏轴向应变可近

似取为 0.05。 

由图 1 的对比分析可以看出： 

（1）当填土的内摩擦角φ确定后，用 Bathurst

公式计算的表观黏聚力cr不随参数k变化，用基于填

料应力应变关系的方法计算的表观黏聚力cr随参数

k的增大而减小。这是由于在填料的应力应变关系

中，两种方法达到的峰值一样，内摩擦角一样，但

是二者达到峰值所需的破坏轴向应变不一样，应力

应变关系的非线性不一致，由 Bathurst 公式可知，

表观黏聚力cr仅与内摩擦角有关，所以表观黏聚力

cr不随参数 k变化；由基于填料应力-应变关系的计

算公式可知，当 k较小时，应力应变曲线达到峰值

较晚，破坏轴向应变较大，导致在填土破坏之前格

室约束围压发挥较大，因此得到的表观黏聚力也较

大，所以 k与cr成负相关； 

（2）用两种方法计算出的表观黏聚力cr都与土

工格室参数Mt正相关，与D0负相关； 

（3）无论在哪种围压下，用基于填料应力应变

关系的方法得出的曲线趋势和形状大致相同，k越

小，改变土工格室参数Mt、D0对表观黏聚力cr的影 
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（a）Mt=500 kN/m，D0=0.23 m                            （b）Mt=500 kN/m，D0=0.34 m 

      
（c）Mt=500 kN/m，D0=0.45 m                           （d）Mt=1 500 kN/m，D0=0.23 m 

      

（e）Mt=1 500 kN/m，D0=0.34 m                           （f）Mt=1 500 kN/m，D0=0.45 m 

图 1  参数 k与表观黏聚力关系 

Fig. 1  Relation between parameter k and apparent cohesive force 

响越大。 

2.2  参数Rf的影响分析 

邓肯-张双曲线模型试验常数Rf代表试样的破

坏比，其表达式如下： 

 Rf=
(σ1−σ3)f

(σ1−σ3)ult

 (14) 

 

其中：(σ1 − σ3)
f
为破坏偏差应力，(σ1 − σ3)

ult
为极限

偏差应力。 

图 2 给出了当格室加筋土的试验参数k=1 500，

φ=37°，φ
cr

=32°，两种计算方法计算出的表观黏

聚力cr随参数Rf的变化关系曲线。与前文参数k的影

响分析一致，破坏轴向应变可近似取为 0.05。 
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（c）Mt=500 kN/m，D0=0.45 m                             （d）Mt=1 500 kN/m，D0=0.23 m 
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（e）Mt=1 500 kN/m，D0=0.34 m                           （f）Mt=1 500 kN/m，D0=0.45 m 

图 2  参数Rf与表观黏聚力关系 

Fig. 2  Relation between parameter Rf and apparent cohesive force 
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小，所以Rf与cr成正相关。 

（2）无论在哪种围压下，用基于填料应力应变

关系的方法计算时，Rf越大，改变土工格室参数Mt、

D0对表观黏聚力cr的影响越大。 

3  结    论 

本文通过对比基于填料内摩擦角以及基于填

料应力应变关系计算土工格室复合材料等效强度

方法，研究表观黏聚力与填土邓肯-张模型非线性

弹性常数、土工格室刚度参数之间的关系，得到如

下结论： 

（1）对于砂砾料，当填土的内摩擦角φ确定后，

用 Bathurst 公式计算的表观黏聚力cr不随试验参数

k、Rf变化，用基于填料应力应变关系的方法计算的

表观黏聚力cr与参数k成负相关，与参数Rf成正相关。 

（2）用两种方法计算出的表观黏聚力cr都与土

工格室参数Mt正相关，与网格尺寸D0负相关。 

（3）无论在哪种围压下，用基于填料应力应变

关系的方法计算时，当k越小，Rf越大时，改变土工

格室参数Mt、D0对表观黏聚力cr的影响越大。 
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【简  讯】 

第十五届全国桩基工程学术会议（一号通知） 

第十五届全国桩基工程学术会议拟于 2021 年

11 月在浙江杭州召开，会议以桩基技术创新发展为

主题，届时将邀请桩基工程领域的知名专家学者作

特邀报告、大会报告、专题报告，展现新时代桩基

工程领域的最新研究成果与工程应用技术。组委会

热忱邀请本领域的专家、学者、工程技术人员、在

校研究生积极参与，共同探讨与交流桩基工程领域

最新成果和技术！ 

会议主题： 

（1）桩基基本理论与试验研究 

（2）桩基工程设计与实践 

（3）桩基工程施工新方法及装备 

（4）桩基动力响应与防震、减振技术 

（5）桩基工程新材料与制作新工艺 

（6）桩基工程检测与监测 

（7）桩基工程典型案例与事故处理 

（8）海洋工程中的桩基技术 

（9）桩基工程技术标准有关问题 

（10）其他与桩基有关的工程技术问题 

会议展览： 

会议期间将举办桩基产品、岩土仪器设备展示

及新产品专题报告，欢迎有关厂商、公司报名参加

赞助，具体细节请联系会议秘书处。 

组委会联系方式： 

联系人：丁元新 

联系电话：13626711239 

投稿邮箱：dyx@zju.edu.cn 

联系地址：杭州浙江大学紫金港校区安中大楼 

邮政编码：310058 

会议展览展示： 

《基础工程》杂志社 

王菲：18612335955 

周梅：15910323004 

李荣霞：15300268669 


