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桩端岩溶顶板的破坏特征试验与理论 
计算模型研究 
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摘  要：基于分离相似设计方法，开展了顶板厚度和溶洞直径变化下桩端顶板的破坏特征模型试验，并构建了相

应的安全厚度理论计算模型。1) 溶洞顶板厚度的大小影响了桩基嵌岩端荷载的传递路径，厚度越大传递范围越广，

形成的剪切带体积越大。顶板厚度 t≤1.0d 时(d 为桩径)顶板临空面处易发生冲切破坏，此时溶洞顶板的自身稳定

性起控制作用，顶板厚度越小，溶洞临空面处脱落体积越小；顶板厚度 1.0d< t ≤2.0d 时，表现为锥形冲切失稳

驱动上部剪切错动的破坏；顶板厚度 t >2.0d 时，表现为上部剪切错动驱动临空面的锥形冲切失稳，且溶洞直径小

于剪切错动体的横向宽度时，剪切破坏最终发生在桩-岩界面的竖向投影范围以内。顶板厚度较小，对应的 Q-S

曲线为典型的陡降型曲线，而厚度较大时 Q-S 曲线为典型的缓变型。2) 顶板具有一定厚度情况下(t≥2.0d)，洞径

较小(l≤3.0d)时，桩端剪切变形较为显著，上部剪切错动达到一定程度后，顶板临空面才发生冲切破坏，此时 Q-S

曲线呈现缓变型趋势；洞径较大时(l >3.0d)，顶板临空面处冲切现象较显著，且洞径越大锥形冲切块的体积越大，

此时 Q-S 曲线呈陡降型变化特征。3) 以锥形冲切破坏计算模型进行工程设计风险较大，而冲-剪破坏理论模型与

顶板岩体强度、完整性、桩径、嵌岩深度、施工方法及工艺等相关，故现场条件下即可计算出顶板的最小安全厚

度值。 
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Abstract:  Based on the isolated similar design method, the model test research on the failure characteristic of 

karst roof under a rock-socketed pile was carried out with the change of roof thickness and cave diameter, and a 

formula was also presented. It shows that: 1) The thickness of karst roof impacts the load transfer path of the 

rock-socketed pile, the thicker the roof, the wider the transfer range, and the larger the volume of a shear zone. 

When the thickness of the roof is no more than the diameter of the pile, punching failure will happen around the 

free face of the roof, and the stability of the roof around the free face play a vital role. The thinner the roof, the 
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smaller the volume of the tapered block. When the thickness of roof is greater than the diameter of the pile, but 

littler than two times of the diameter, the upper shear failure happens firstly, and then induces the punching failure 

around the free face. When the thickness of the roof is greater than two times of the diameter of the pile, the 

punching failure around the free face happens firstly, and induces the upper shear failure latterly, which will 

happens within the projection of the pile in the condition that the diameter of the cave is less than the transverse 

width of the shear zone. The load-settlement curve is of a rapid-falling style with a thinner roof, while the 

load-settlement curve is of a slow-change style with a thicker roof. 2) The shear deformation of the roof is 

significant when the diameter of the cave is less than three times of the pile diameter (the thickness of the roof is 

greater than two times of the pile diameter), the punching failure happens after the upper shear failure of the roof, 

and the load-settlement curve is of a slow-change style. The greater the diameter of a cave, the larger the volume 

of the tapered punching block, and the load-settlement curve is of a rapid-falling style when the diameter of the 

cave is greater than three times of the pile. 3) It is of great risk to calculate the safe thickness of the karst roof 

under the pile tip using the punching failure formula. However, the punching-shear failure model is providential, 

and related to the strength of the karst roof, the integrity of rock, the diameter of the pile, rock-socketed depth, the 

construction method and technologies. This approach can be used to calculate the safe thickness of the cave roof 

quickly in site. 

Key words:  respective simulation design; model test; rock-socketed pile; karst roof; failure characteristics 

 

随着公路铁路网的不断扩容，工程中遇到岩溶

地层的情况也愈加普遍，而对于岩溶地层的处治亦

成为了国内外学者的研究热点[1―3]。在岩溶地区桥

桩施工过程中一旦遇到溶洞，通常采用直接填埋溶

洞，或让桩身穿过溶洞到达稳定持力层等方式进行

处理，但在溶洞顶板具有一定厚度及承载力时，这

两种方式并非最佳的处治措施。而充分利用溶洞顶

部稳定的岩层承担荷载，使桩基不戳穿溶洞情况下

直接作用于溶洞顶板之上便可达到设计要求，如此

将有效缩短施工工期并节约成本。此时，深入分析

桩端岩溶顶板的承载特性，并评价顶板在桩端荷载

作用下的稳定性就显得尤为必要[1]。而现阶段关于

桩端安全厚度的设计计算方法虽然较为丰富，但工

程设计中却一直未得到较好应用。理论解析方面，

早先提出的主要为半定量的顶板安全厚度计算方

法，后来又提出局部荷载作用下的冲切、剪切和拉

弯破坏模式[4]，但这些方法不能较好地反映顶板岩

层在桩端荷载作用下的真实受力状态。近年来，赵

明华和 He 等[1,5－6]及其各自采用突变理论、修正

Mohr-Coulomb 和 Hoek-Brown 准则、模糊集理论、

Info Gap 理论和极限分析法等从不同角度对下伏溶

洞顶板最小安全厚度、破坏模式以及稳定性问题开

展了深入且卓有成效的研究工作。有限元法可模拟

复杂的边界条件，因而也成为研究复杂地层中桩基

问题的重要方法[7―11]，但由于岩溶区桥梁桩基受力

的复杂性并且实施过程较为困难，其工程应用受到

一定限制。现场原位试验是研究岩溶区桩基问题最

基本可靠的方法[12―13]，给岩溶桩基亟待解决的关键

问题提供了宝贵的资料，但由于岩溶的隐蔽性及不

确定性，现场实测的工况比较单一，且试验难度大、

耗费高，对诸如桩基传力性状、桩周岩土体的变形、

溶洞顶板的破坏特征等问题都无法直接观测。室内

模型试验作为一种最常见的研究手段，常常被应用

于桩基问题的研究当中[14―15]。通过室内模型试验开

展岩溶桩基问题的研究，是一种很好的途径，目前

张慧乐等[16]基于室内试验对岩溶区嵌岩桩承载特

性影响因素进行了研究，为实际工程提供了较好的

参考，但对于加载条件下破坏的渐进发生过程还待

进一步阐述，诸如顶板破坏机理及影响因素等问题

的研究仍需进一步开展。 

事实上，溶洞顶板在桩端荷载下的破坏过程极

其复杂。一方面，桩基自身嵌岩段的破坏可能发生

于桩-岩界面或岩体内部；另一方面，溶洞上部临

空面顶板的破坏与原岩应力及外荷载的扰动程度

相关。只有将嵌岩段荷载传递过程与溶洞受力失稳

耦合考虑，深入分析桩端岩层受力变形的渐进性破

坏过程，才能摸清桩端荷载下岩溶顶板的承载机理，

由此得到可靠的计算方法。本文将基于分离相似设

计方法[17―18]开展室内模型试验，通过分析顶板厚度

和溶洞大小变化条件下模型的破坏特征，重点研究

桩端嵌岩段荷载传递过程及下部顶板渐进性失稳的

耦合演化规律，并尝试构建相应的稳定性计算模型。 
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1  分离相似试验设计及实施方案 

1.1  相似材料的配比 

试验以新建渝黔铁路复线周家湾大桥为依托，

由勘测资料可知，该桥所处区域地质结构复杂，桩

基下部溶洞分布广泛且极为发育，其地层厚度为

20 m~25 m，上部存在 3.5 m 深的红黏土，下部为白

云质灰岩，工程采用直径 1.5 m 的嵌岩桩，区域岩

土主要指标参数如表 1 所示。 

表 1  岩土层的主要物理参数 

Table 1  The main physical parameters of geomaterials 

岩土层 
密度/ 

(g•cm3) 

粘聚力/ 

kPa 

内摩擦角/ 

(°) 

变形模量/ 

MPa 

抗压强度/

MPa 

抗拉强度/

MPa 

红黏土 1.83 45 12 ― ― ― 

灰岩 2.7 1600 39 8940 105.5 3.43 

相似模型设计中最为常用的有量纲分析法[19]

和控制方程法[20―22]。量纲分析法虽然可以推导出原

型和模型之间比较复杂的相似关系，但是在试验操

作的过程中由于参数众多而不可能使各个参数均

满足相似要求；控制方程法可以分别对模型的各个

结构进行相似设计，但是不能区别同一方程中各参

数对模型设计的重要程度。针对以上情况，文献

[17―18]提出的分离相似设计办法有效规避了以上

问题，该方法在量纲分析法的基础上克服了传统分

析方法中无法区分岩土体与其他结构体之间相似

设计不同的缺陷，在设计时优先满足关键参数的相

似关系，并在此基础上尽可能地满足其他参数的相

似要求。本文参考以上方法，选定几何相似比 CL，

重力相似比 Cg 和密度相似比 C作为控制因素开展

模型试验。 

试验中的模型包括桩、模型土、模型岩，其相

关参数包括几何尺寸 L、密度、重力加速度 g、正

应力、应变、剪应力、剪切模量 G、变形模量 E、

横截面积 A、抗弯刚度 EI、剪应变、粘聚力 c、内

摩擦角、力 F、弯矩 M、质量 m、位移 u，由此可

确定模型试验的一级特征方程： 
( , , / , , , , , , , , , , , , , ) 0f L g E I A G c u F M m       (1) 

式(1)中列出的模型试验参数，其中部分参数与

岩质材料及桩体的配比无关，故需进行二次分离，

得出模型试验岩质材料的二级特征方程： 
2

r ( , , / , , , , , , , , , ) 0f L g E c u F m         (2) 
2

p ( , , / , , , , , ) 0f L g EI M               (3) 

式(2)给出了影响岩质材料强度的多个参数，但

并非所有参数都对试验设计起到决定性作用，且文

中主要采用莫尔-库伦准则来分析岩石的破坏强度，

对于模型桩的设计，主要考虑桩的抗弯。因此需对

式(2)、式(3)进一步分离，得到第三级控制方程： 
3

r ( , , / , , , ) 0f L g E c           (4) 
3

p ( , , / , ) 0f L g EI M           (5) 

由式(4)、式(5)可知，岩石相似材料的关键因素

为剪切强度、内摩擦角、粘聚力和变形模量；桩体

关键因素为抗弯刚度及弯矩。由于模型和原型处于

同一重力场，因此需保证 Cg=1，根据试验仪器尺寸

及性能，确定 CL=100，C=1.2，确定 CEI=120。则

可得岩质相似材料的关系如表 2 所示。 

表 2  岩质相似材料的相似关系 

Table 2  Similarity ratio between the rock and the material 

物理量 
密度 

/(g•cm3) 

粘聚力 

c/kPa 

内摩擦角 

/(°) 

变形模量

E/MPa 

比例关系 C=1.2 Cc=120 C CE=120 

岩石 2.7 1600 39 8.94×103

目标值 2.25 13.33 39 74.5 

钢筋混凝土桩的抗压强度主要来源于混凝土，

因此根据《混凝土结构设计规范》GB 50010—2010，

取混凝土变形模量为 3.25×104 MPa，已知工程桩

直径为 1.5 m，试验模型桩直径为 1.5 cm。 
4π

64

d
I


                      (6) 

p p p

EI m m m

( )

( )

EI E I
C

EI E I
             (7) 

则由式(6)和式(7)可得： 
4p p p p

m
m m

EI EI

E I E d
E

C CI d

 
     

 
 44

2
10

3.25 10 1.5
2.7 10

0.0151.2 10

       
  (8) 

根据资料显示，有机玻璃的变形模量在 0.3 GPa

左右，因此本次试验选用有机玻璃作为桩体的试验

材料。模型桩的长度为 10 cm，直径 1.5 cm。 

试验选用重晶石粉和铁精粉由河北灵寿县明

江矿产有限公司生产，重晶石粉规格为 400 目，密

度约为 4.2 g•cm3，硫酸钡含量为 98%；铁精粉规

格为 100 目，铁含量≥95%；石英砂选用上海津沅

有限公司生产的高纯度石英砂，规格为40目~70目，

SiO2≥99.5％，Fe2O2≤0.015%，密度为 1.6 g•cm3；

松香选用一级松香粉，便于溶于酒精；酒精选用郑州

六顺化工产品有限公司生产的医用酒精，乙醇浓度为

95%；石膏粉选用应城金龙膏业公司生产的模型石膏
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粉，抗折强度为 2.7 MPa~3.3 MPa，初凝时间约为

4 min~7 min，终凝时间约为 12 min~15 min。 

试验过程中按质量配合比进行设计，以铁精粉/ 

重晶石粉、石英砂/(铁精粉+重晶石粉)、石膏/骨料、

松香/(松香+酒精)作为正交设计的 4 个因素，每个

因素设置 4 个水平共 16 组材料配比方案，对不同

配比下的试样进行室内试验测试，得到密度、粘聚

力、内摩擦角和变形模量等参数，如表 3 所示。在

一次试验的基础上，根据试验结果分析每种材料对

各参数影响的敏感程度，进一步开展二次细化试

验，结果如表 4 所示。最终得到较为合适的材料配

合比为(第 19 组)：铁精粉/重晶石粉=2∶5、石英砂/ 

(重金石粉+铁精粉)=30%、石膏/骨料=2%、松香/(松

香+酒精)=24%。此配比条件下的模型=2.15 g•cm3，

c=21.46 kPa，=40.13º，E=70.86 MPa，与目标值

较为接近。此外，试验桩的选择也需要根据相似比

来确定，由于此次试验是以研究溶洞的破坏为主。

已知工程桩直径为 1.50 m，通过试验测试得到有机

玻璃的变形模量在 0.3 GPa 左右，因此本次试验选

用有机玻璃作为桩体的试验材料，模型桩长 10 cm，

直径 1.5 cm。 

表 3  岩质相似材料的一次配比试验结果 

Table 3  Mixing proportion test of the similar materials for the first time 

组次 铁精粉/重晶石粉 
石英砂/(铁精粉+ 

重晶石粉)/(%) 
石膏/骨料/(%) 松香/(松香+酒精)/(%) 黏聚力 c/kPa 内摩擦角/(°) 变形模量 E/MPa 密度 /(g•cm3)

1 0 10 2 6 7.981 29.19 10.720 1.934 

2 0 20 4 12 24.935 27.00 42.330 1.974 

3 0 30 6 18 49.681 26.33 52.340 2.054 

4 0 40 8 24 55.348 29.46 49.995 1.965 

5 1∶4 10 4 24 109.23 24.98 57.775 2.014 

6 1∶4 20 2 18 56.198 29.83 34.305 2.024 

7 1∶4 30 8 12 33.057 27.64 20.085 2.027 

8 1∶4 40 6 6 10.862 35.29 13.860 2.012 

9 2∶3 10 6 12 28.335 37.11 20.210 2.112 

10 2∶3 20 8 6 7.3199 34.11 8.057 2.097 

11 2∶3 30 2 24 18.182 46.52 73.380 2.188 

12 2∶3 40 4 18 22.196 37.88 52.535 2.162 

13 3∶2 10 8 18 76.032 28.42 25.840 2.215 

14 3∶2 20 6 24 90.200 41.60 56.745 2.226 

15 3∶2 30 4 6 27.391 30.75 14.165 2.255 

16 3∶2 40 2 12 43.447 34.48 34.100 2.270 

表 4  二次细化相似材料的配比试验结果 

Table 4  Mixing proportion test of the similar materials for the second time 

组次 铁精粉/重晶石粉 
石英砂/(铁精粉+ 

重晶石粉) /(%) 
石膏/骨料/(%) 松香/(松香+酒精) 黏聚力 c/kPa 内摩擦角/(°) 变形模量 E/MPa 密度 /(g•cm3)

17 3∶5 30 2 24 18.33 43.46 73.211 2.173 

18 1∶2 30 2 24 20.15 43.10 72.193 2.151 

19 2∶5 30 2 24 21.46 40.13 70.861 2.149 

 

1.2  试验的实施 

为了更好的观测加载时的破坏情况，本次试验

采用中心对称模型，并忽略浅部桩周土层侧摩阻力

和地下水的影响，假定基岩构造完整，溶洞为规则

型球体[23]。桩基嵌岩深度参考最佳及最大嵌岩深度

的研究成果[24―25]，采用 3d (d为桩基直径)即 4.5 cm。

试验分为两种工况进行：1) 固定溶洞直径为 3d，

顶板厚度在 1d~4d 间变化，如图 1(a)所示；2) 固定

顶板厚度为 2d，溶洞直径在 2d~5d 间变化，如图

1(b)所示。 

  

(a) 顶板厚度变化  (b) 溶洞直径变化   (c) 模型浇筑 

       图 1  模拟试验工况    /cm 

Fig.1  Model test for several cases 
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由于溶洞处于模型正中间，考虑到溶洞的完整

性，模型制作过程中采用提前预置的办法。以工况

2 中直径为 4 倍桩径(6 cm)的溶洞为例，采用有机玻

璃制作 15 cm×15 cm×6 cm 的模具盒，如图 2(a)

所示，将模具盒固定于桌面，选择直径为 6 cm 的

半球形泡沫固定于模具盒正中间，泡沫距离周边各

有机玻璃板的长度在下方 A4 纸上进行标定，保证

其中一侧距离为 3 cm(顶板厚度)。按照模型尺寸计

算并称量已确定配比的原料，将其混合均匀后加入

松香酒精溶液搅拌混合，之后将该混合材料倒入模

具盒中分层压实。模型表面应保持平整，一段时间

之后拆分模具盒，取出半球形泡沫后即可形成半个

溶洞模型。将半溶洞模型通风干燥 48 h 后备用，如

2(b)所示。 

         

(a) 成型模具            (b) 半溶洞模型 

图 2  溶洞模型制作 

Fig.2  Model of the cave 

待预置模型干燥之后，可对整体模型箱进行填

充。在预置溶洞模型固定之后，根据周边空间的几

何尺寸，计算所需模型材料的质量，根据计算结果

称取提前拌制好的模型材料将空间填满压实，只有

严格控制各空间填充的质量，才能保证填充部分与

预置部分相同的材料密度和力学强度。最后将有机

玻璃桩固定于溶洞顶板中央位置，继续填充模型材

料，使其嵌岩深度达到 4.5 cm，如图 3 所示。待整

体模型填充完毕后，将其置于干燥通风处 48 h，之

后可加上桩帽并施加一定荷载进行试验。 

 

图 3  模型简图 

Fig.3  Diagram of model 

加载过程中，首先根据《铁路桥涵地基和基础

设计规范》，结合实际地层情况初步计算桩基的承

载力，再采用人工等时距加载法[26]，通过在桩端承

台上施加砝码来控制荷载的大小，每级荷载为

25 N，各级荷载持续时间为 10 min，利用百分表每

隔 2 min 记录一次桩端位移。当出现以下情况之一

时停止加载：1) 模拟的溶洞坍塌；2) 在某级荷载

的作用下，桩顶的沉降量大于前一级荷载作用下沉

降量的 2 倍；3) 模型总沉降达到 5 mm。根据试验

结果绘制多种工况下外部荷载对应桩顶沉降的 Q-S

曲线。 

2  溶洞顶板的渐进性破坏特征分析 

2.1   顶板厚度对承载性能的影响 

试验的目的在于观测岩溶顶板的破坏模式，因

此在加载过程中，当桩顶荷载达到其极限承载力或

者沉降量达到标准之后，继续加载直至溶洞顶板发

生破坏，如图 4 所示。 

当顶板厚度为 1d (d 为桩径)时，如图 4(a)所

示，嵌岩桩底部岩层在上部荷载的作用下首先形

成了一个范围较小的应力集中区，随着上部荷载

的逐渐增大，集中区范围也随之扩大，并在一定

边界内自上而下产生细微的裂纹，此时桩基底部

岩层进一步压缩，产生明显的竖向位移；当上部

荷载进一步加大，裂纹沿应力集中区逐渐向下传

递并不断发展，但由于顶板厚度较小，发展范围

有限，最终仅形成一个小半圆形区域，与此同时

溶洞顶部岩层已经开始出现了细微的拉裂纹，并

与半圆形区域相交。随着荷载的继续施加，桩底

应力进一步向下传递，溶洞顶部裂纹愈发明显，

与半圆形区域相交处逐渐贯通，并在正上方处形

成一个锥型块体，随即产生瞬间脱落，脱落面呈

显著的冲切破坏特征。该锥型脱落体的水平跨度

约为 1.5d，高度约为 0.5d。图 4(b)具有类似的锥

形块体脱落，上部应力集中区裂纹发展不够显著，

同样呈现出应力集中后的顶板临空面直接冲切破

坏。但相比 1d 情况，其应力集中区域范围大，且

应力集中区错动微裂纹较多，剪切破坏趋势更为

显著，临空面处冲切锥形块体相对较小。 

随着顶板厚度的增大，如图 4(c)所示 3d 厚度情

况下，桩基模型的稳定性明显增强。荷载施加过程

中，桩基底部岩层同样最先出现应力集中，并产生

明显的压缩变形，但随着加载进行，应力集中区逐

渐向周边扩散，两侧边伴有细微裂纹产生，此时外

荷载逐渐由两侧及下部向岩体内渐进性传递。由于

该模型顶板厚度较大，荷载渐进性传递历经过程较

长，且两侧细微裂纹发展范围广并逐渐向下扩展，
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一定时期以内，溶洞上方不会立刻形成类似图 4(a)

所示的锥型块体；当荷载继续增大，应力集中区两

侧裂纹更加明显并有逐渐贯通的趋势，此时溶洞临

空面的锥型块才渐渐显现，其高度约为 1d，跨度

2d，并在锥形块体上部裂纹贯通后出现塌陷，但坍

塌过程较为缓慢，具有明显的裂纹前兆。相对于顶

板 1d 厚度情况，此时 3d 厚度顶板的破坏应力集中

区域面积更大，应力集中区域两侧出现明显的剪切

错位，整个破坏过程是由剪切破坏发展至锥形块体

上方后，再由锥形块体在临空面处以冲切破坏来体

现，即表现为较为显著的冲剪破坏。 

图 4(d)与图 4(c)相比，顶板厚度增大到 4 d，其

受力情况与之相似，但应力集中区范围最大，两侧

裂纹分布要广。特别值得关注的是，由于桩端两侧

剪切面包围的应力集中区横向尺寸较大，并已接近

或超过下伏溶洞的直径。临空面横向尺寸太小导致

诸如图 4(c)所示的破坏不易发生，故荷载进一步增

大时桩-岩界面将产生错位形成桩基刺穿应力集中

区，在桩端界面投影范围内产生剪切破坏，至溶洞

顶板临空面时发生冲切破坏，形成剪切错动和锥形

冲切混合的脱落体，整体表现出以剪切为主的冲剪

破坏。通过分析顶板厚度变化下的破坏特征不难发

现，厚度越小溶洞临空面脱落体体积越小，且临空

面处的破坏基本为冲切破坏，厚度较大时将同时出

现临空面冲切和上部剪切破坏，总体上厚度越大破

坏影响范围越大。 

 

(a) 顶板厚度 1d           (b) 顶板厚度 2d            (c) 顶板厚度 3d           (d) 顶板厚度 4d 

图 4  溶洞为 3d，顶板厚度变化时的破坏模式(d 为桩径) 

Fig.4  Failure models of the karst roof with the thickness change in the condition of the karst cave in the size of  

3 times diameter of pile (d is the diameter of the pile) 

总结以上破坏现象可知，当溶洞顶板厚度小于

1d，桩端荷载迅速下传至溶洞顶部，在岩体内部拉

应力超过其抗拉强度时，溶洞顶板临空面发生显著

的锥形体冲切破坏。随着桩端岩层厚度的进一步增

大，此时桩端荷载的传递存在显著的渐进性特征，

嵌岩段应力首先向周边扩散，在溶洞顶板上形成较

大范围的应力集中区，之后沿应力集中区两侧向下

传递；荷载进一步增大，传递应力明显增强，当其

超过岩石的抗剪强度时，桩端两侧岩体内部出现裂

纹并形成潜在剪切面，应力进一步下传最终在临空

面形成一锥形冲切脱落体，当厚度足够大且下伏溶

洞尺寸较小时潜在剪切面发生竖向进一步错动存

在困难，最终桩端投影区域发生剪切并带动临空面

处冲切的冲剪破坏。此外，溶洞顶板厚度对桩基承

载力及 Q-S 曲线特征也存在较大影响。由图 5 可知，

当顶板厚度分别为 1d 和 2d 时，Q-S 曲线存在明显

的拐点，为典型的陡降型曲线，且破坏具有突发性，

极限承载力普遍较小；随着顶板厚度的增加，桩的

极限承载力也明显增强，当顶板厚度达 3d 和 4d 时，

其 Q-S 曲线表现出典型的缓变型特征。 

 

图 5  顶板厚度变化时的 Q-S 曲线 

Fig.5  Load-settlement curves with the thickness change of the 

roof 

2.2  溶洞直径对承载性能的影响 

溶洞上部顶板具有一定厚度时，对比相同顶板

厚度不同溶洞直径的破坏形态可知，洞径较小时桩
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端剪切变形较为显著，微裂纹的发展以剪切错动型

居多，但由于顶板厚度较小，应力扩散空间有限，

较小的剪应力扩散后便带动临空面处的冲切块的

形成并最终脱落，如图 6(a)所示。 

当溶洞直径增大到一定程度时(洞径 l >3d)，随

着荷载的增大，桩底应力集中区还未向两周充分扩

散时顶板临空面处便发生锥形冲切破坏；随着洞径

的增大，顶板临空面冲切破坏现象越明显，锥形冲

切块体积越大，如图 6(c)和图 6(d)所示。由此可见，

下伏溶洞尺寸对桩端荷载传递的应力路径同样具

有较大影响，尺寸较大时临空面处顶板一旦受到较

小外力作用容易产生失稳，此时主要体现为溶洞顶

板在较小扰动应力下的冲切破坏，进一步导致上部

桩体刺入应力集中区，形成由冲切失稳驱动剪切破

坏的情况，最终在溶洞顶端形成跨度约为 2d、高度

约 1d 的破坏体。因此，可以认为溶洞尺寸大小决

定了顶板临空面自身的稳定性，洞径越大稳定性越

低，在较小应力扰动下即引起抗拉失效的冲切失

稳，从而带动上部剪切失稳，其先后发生顺序与厚

度变化影响的失稳顺序恰好相反。 

 

(a) 溶洞直径 2d           (b) 溶洞直径 3d            (c) 溶洞直径 4d            (d) 溶洞直径 5d 

图 6  顶板厚度为 2d，溶洞大小为 2d~5d 时的破坏模式 

Fig.6  Failure modes of the thickness of the roof is 2d and the diameter of the cave change (d is the diameter of the pile) 

此外，溶洞直径的大小对桩基承载力也存在

较大影响。图 7 给出了溶洞直径变化时的 Q-S 曲

线，溶洞直径为 2d~3d 时，Q-S 曲线呈现缓变型

趋势，岩层没有发生明显的破坏；随着溶洞直径

的增大，顶板的稳定性随之减弱，当溶洞直径达

4d~5d 时，其 Q-S 曲线出现明显的拐点，呈现陡

降型变化特征。 

0
0 25 50 75 100 125 150 175

荷载/N

溶洞直径2d
溶洞直径3d
溶洞直径4d
溶洞直径5d

 

图 7  溶洞直径变化时的 Q-S 曲线 

Fig.7  Load-settlement curves with the diameter change of the cave 

2.3  破坏模式分析 

综合上述分析可知：1) 溶洞顶板的厚度大小主

要影响桩基嵌岩端的荷载传递，厚度越大传递范围

越广，应力集中形成的剪切带体积越大；2) 溶洞尺

寸大小主要影响顶板临空面处冲切破坏体积大小，

而且还直接决定了桩-岩界面或岩体内部剪切破坏

的发生条件。溶洞直径越大，顶板冲切范围越广、

体积越大，当直径大于荷载传递形成的剪切带跨度

时，上部剪切破坏将发生在应力集中区边缘处，而

直径小于该区域跨度时剪切破坏将发生在桩-岩界

面处。 

因此嵌岩桩下伏岩溶顶板的破坏形态可分为

以下几种： 

1) 桩径一定、顶板厚度 t≤1.0d 时，普遍以顶

板在临空面处的冲切破坏为主，此时嵌岩段荷载来

不及向两侧充分传递，应力扩散范围较小，产生如

图 8(a)所示的快速冲切破坏，该工况下的桩基承载

力较小，其破坏机理可解释为：洞室顶板岩层在上

部桩基荷载传递过程中产生的应力扰动作用下产

生的整体失稳破坏，且该条件下以溶洞直径大小对

其自身顶板稳定性影响为主；溶洞尺寸相比厚度及

桩径极小(如 1.0l d )时，破坏将由溶洞失稳转化
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为忽略溶洞影响的桩基自身承载失效；当溶洞直径

较大时，随着洞径的增大，顶板锥形冲切破坏体也

随之增大，该洞径分界值与顶板材料性质及溶洞形

状等相关。由上文试验分析可知，所有锥形冲切块

的高度在 0.5d~1d、跨度在 1.5d~2d 内变化。 

2) 顶板厚度 1.0d < t ≤2.0d 时，桩端应力集中

并逐渐向下发展，相比上述模式 1，此时顶板内部

应力集中区域主要分布在桩端以下宽度较小的区

域，裂纹基本上集中在这一区域内，应力进一步扩

散并伴随有竖向剪切裂纹的出现，直到应力扩散至

溶洞顶板临空面附近时，临空面顶板发生冲切破

坏，并连带应力集中区竖向裂纹贯通，从而形成冲

切块上部的剪切失稳块(如图 8(b)所示)，整体可归

纳为锥形冲切块的形成驱动剪切错动体而产生的

失稳破坏。图 7 中的破坏皆为此类模式，但此时随

着溶洞尺寸的变化也出现不同的破坏特征：洞径越

小冲切锥形体体积越小甚至消失，而剪切失稳块所

占体积越大(如图 6(a))；随着洞径的增大，锥形冲

切块的体积也随之增大，但剪切失稳块体积占比相

对减小(图 6(c)、图 6(d))。 

3) 顶板厚度 t >2.0d 时，荷载作用初期桩端嵌

岩段岩体受力变形主要体现为嵌岩桩的基本特征，

如图 8(c)所示，同样在桩端首先产生应力集中，端

阻和侧阻同时得到有效发挥，应力集中传递区域已

由桩端发展成一定倍数桩径大小的区域，这与文  

献[27]的结论一致，但当荷载进一步加大时，应力

扩散区最终将扩散至顶板临空面处形成锥形冲切

块，与上述模式 2 有所不同的是，剪切破坏体在临

空面处冲切破坏体形成之前已经出现，所以这一发

展过程为剪切错动体的形成驱动锥形冲切块的产

生而导致失稳破坏。针对溶洞尺寸的大小也将分为

两种情况：当洞径大于剪切破坏体横向尺寸时，剪

切错动体的下切过程具有足够宽度的临空条件，此

时呈现出常规的剪切体-冲切块破坏特征；而当洞径

小于剪切错动体的横向尺寸时，其下切过程受阻，

此时外荷载继续增大，导致桩体在桩-岩界面范围内

发生刺入破坏，对比图 4(c)和图 4(d)的破坏现象极

易验证以上结论。 

 

注：1—锥形冲切块；2—溶洞；3—应力集中区；4—应力影响范围；5—剪切错动体 

(a) 顶板厚度 t≤1.0d       (b) 顶板厚度 1.0d< t ≤2.0d         (c) 顶板厚度 t >2.0d 时 

图 8  溶洞顶板的破坏模式 

Fig.8  failure modes of the karst roof 

3  顶板安全厚度的理论计算方法 

3.1  冲切破坏模型 

对于模式 1 中冲切破坏产生的锥形块体进行受

力分析，如图 9 所示，由试验结果可知，产生破坏

时溶洞顶部的锥形块体高为 0.5d~1d，跨度约为

1.5d~2d。因此，为了进行定量分析，本文假定锥形

块体高 h=d，跨度 2 tan 2d h d  ，如图 9 所示，

通过几何关系分析可知 =26.6°。锥形块处于受力

平衡状态且块体周围的抗拉强度完全发挥时，由静

力平衡条件可得： 

t t


 

图 9  冲切锥形块体的受力分析 

Fig.9  Force analysis of the tapered block 

t sinKP S ≤               (9) 

式中：t/kPa 为岩石抗拉强度；K 为桩端持力岩层

的安全系数，取 K=3；S/m2 为冲切锥体的侧表面积，
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且容易得到： 
π

( tan )
cos

h
S d h 


            (10) 

P/kN 为锥形块体顶部荷载，为上部桩端向下传递荷

载，其大小为： 
2

jπ / 4P d R              (11) 

式中，Rj/kPa 为端阻应力。 

联立式(9)、式(10)和式(11)可得： 
2

t
j 2

4 (d tan tan )h h
R

Kd

  
        (12) 

由表 1 可知周家湾大桥处灰岩的抗拉强度

t=3.43 MPa，桩基直径 d=1.5 m，代入式(12)可得

Rj=3.43 MPa。将其代入式(11)可得 P=6.06×103 kN。

因此，采用完全冲切破坏模式进行验算时，考虑锥

形冲切破坏块厚度为 1d 时，冲切块顶部竖向极限

应力应始终小于 3.43 MPa，此时溶洞顶板将不产生

该类型破坏。但实际工程中顶板厚度为 1d 时上表

面应力如此小(约为抗拉强度值)的情况较少，且这

样设计风险极大，工程中通常增大顶板的设计厚

度，规避以上类型的破坏。 

3.2  冲-剪破坏模型 

嵌岩桩与周围岩层通常是一个咬合的整体，外

荷载作用下的破坏是沿桩侧某一破裂角剪切破坏

的，此时嵌岩段的岩体影响范围为一弧形[26]。结合

本文试验结果(图 6(c))，得到该假定下的岩体弧形

影响范围为桩侧 1d、端 0.5d 以内，如图 10(a)所示。

为了便于后续理论计算，将影响区域岩体形状简化

为如图 10(b)所示直径为 2d 的圆柱剪切体，上部荷

载将由该圆柱体的侧面剪力及端面阻力提供平衡，

其中端面阻力将由锥形冲切块提供反力。 

   

(a) 岩体影响范围           (b) 简化模型 

图 10  剪切体计算简化模型 

Fig.10  Simplified model of the punching-shear failure 

因此，满足嵌岩承载力要求条件下验算溶洞顶

板的安全时，必须满足下式： 

r([ ] )K P P h u  ≤            (13) 

其中：[P]/kN 为桩基的容许承载力；P/kN 为图 11

所示锥形冲切块的承载力；hr/m 为圆柱体的高度；

u/m 为圆柱体周长；/kPa 为岩石抗剪强度， K 为
桩端持力岩层的抗剪安全系数，取 K =K=3。 

以岩石强度为控制指标进行设计，由《铁路桥

涵地基和基础设计规范 TB 10002.5—2005》可知嵌

岩桩的单桩承载能力标准值[26]为： 

1 2 k[ ] ( )P R C A C Uh            (14) 

式中：[P]为嵌岩桩的容许承载力；U 为嵌入岩石层

内的桩及管桩的钻孔周长；hk 为自新鲜岩石面(平均

高程)算起的嵌岩深度；R 为岩石单轴抗压强度；C1、

C2 为计算系数，可根据岩石层破碎程度和清底情况

决定[26]。 

岩 石 抗 剪 强 度 一 般 取 允 许 抗 压 强 度 的

1/10~1/20[28]，本文取 τ=R/12，联立式(8)、式(9)可

得剪切圆柱体的高度计算公式为： 

r

1 2 k

([ ] ) ([ ] )

2π
12

18 [ ( ) ]

π

K P P K P P
h

Ru d

R C A C Uh P

dR


 

  


  
     (15) 

最终可得冲-剪破坏模式中顶板最小安全厚度

计算公式为： 

r k1.0h h d h               (16) 

分析上述计算公式可知，顶板最小安全厚度与

顶板岩层强度、顶板完整性、桩基直径、嵌岩深度、

施工方法及工艺(嵌岩效果)等都存在联系。实际设

计过程中可按照相关规范预先计算出合理的桩基

嵌岩深度，之后再按本文理论公式计算顶板所需的

最小安全厚度，最后结合工程现场地勘情况，判断

桥址处岩溶顶板作为桩基持力层的可行性。 

3.3  算例分析 

周家湾大桥岩溶段采用挖孔灌注桩，实际桩基

混凝土强度等级为 C40( fc=19.1 MPa)，桩基直径

d=1.5 m，桩基所处岩石层为完整的灰岩，由表可知

单轴抗压强度 R 为 105.5 MPa，下部锥形冲切块承

载力取极限冲切破坏 P=6.06×103 kN。按岩石强度

为控制指标计算，C1 取 0.4、C2 取 0.03，嵌岩深度

按经验取 0.5d 为 0.75 m，满足构造要求的 0.5 m。

由式(14)可得[P]=96.9×103kN，代入式(15)得： 
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3 3

r 3

18 (96.9 10 6.06 10 )
3.29 m

π 1.5 105.5 10
h

   
 

  
 

最终由式(16)可得 2.69 4.04h d   m。 

由此可见，周家湾大桥在灰岩地层中满足合理

嵌岩深度的情况下，桩端下伏溶洞顶板厚度至少还

需满足 2.7 倍以上桩径才能确保桩基的安全与稳定。 

4  结论 

本文基于分离相似设计开展了不同顶板厚度

及溶洞直径的顶板破坏特征模型试验，归纳得到了

不同工况下的破坏模式及相应的顶板稳定性计算

方法，结论如下： 

(1) 溶洞顶板的厚度大小主要影响桩基嵌岩端

的荷载传递，厚度越大传递范围越广，应力集中形

成的剪切带体积越大。溶洞顶板厚度较小时临空面

发生显著的锥形块体冲切破坏，顶板厚度越小溶洞

临空面脱落体积越小，Q-S 曲线为典型的陡降型曲

线，极限承载力普遍较小；厚度较大时表现为上部

剪切破坏驱动临空面冲切失稳的破坏形态，总体上

厚度越大破坏影响范围越大，Q-S 曲线表现出典型

的缓变型特征，极限承载力也明显增强。 

(2) 对比相同顶板厚度不同溶洞直径的破坏形

态可知，洞径较小时桩端剪切变形较为显著，微裂

纹的发展以剪切错动型居多，当上部剪切错动达到

一定程度后才出现临空面的冲切破坏；洞径越大顶

板临空面冲切破坏现象越显著，锥形冲切块体积越

大。洞径较小时 Q-S 曲线呈现缓变型趋势，洞径较

大时 Q-S 曲线出现明显的拐点，呈陡降型变化特征。 

(3) 归纳得到顶板破坏类型为：桩径一定、顶

板厚度 t≤1.0d 时顶板临空面处易发生冲切破坏，

此时溶洞顶板自身稳定性起控制作用；顶板厚度

1.0d<t≤2.0d 时的破坏表现为锥形冲切块失稳驱动

剪切错动体的破坏，洞径越小冲切锥形块体积越

小，剪切失稳块所占体积越大；顶板厚度 t>2.0d 时

破坏体现为剪切错动破坏驱动锥形冲切失稳，洞径

大于剪切错动体的横向宽度时呈剪切-冲切破坏特

征，而洞径小于剪切错动体横向宽度时剪切破坏最

终发生在桩-岩界面的投影范围以内。 

(4) 以冲切破坏计算模型进行设计风险极大，

建议以冲-剪破坏理论确定顶板最小安全厚度，该理

论计算公式与顶板岩石强度、顶板完整性、桩基直

径、嵌岩深度、施工方法及工艺等都存在联系，利

用本文推导的理论公式计算顶板最小安全厚度可

为实际工程提供直接参考。 
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