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岩溶区桩基冲切破坏模式及安全厚度研究 
赵明华，雷  勇，张  锐 
（湖南大学 岩土工程研究所，长沙 410082） 

 

摘  要：针对岩溶区桩基冲切破坏模式研究的不足，结合混凝土平板受力特性，运用极限分析原理确立了符合工程实际的岩

溶区桩端溶洞顶板冲切破坏机制。引进格里菲斯非线性岩石强度准则，基于功能原理导出了桩端岩层抗冲切破坏的极限荷载，

然后通过变分原理求得了冲切破坏体的母线方程，最后通过微分获得了岩层抗冲切安全厚度计算公式。参数分析表明：冲切

破坏模式主要取决岩石抗压与抗拉强度之比 n ， n 值越小，冲切破坏体底部直径 1d 越小；反之，冲切破坏体底部直径 1d 越

大。一般情况下， 1 /d d 的值在 2.0～4.0 之间。岩石抗压与抗拉强度的比 n 也是抗冲切安全厚度确定的主要影响因素，随 n 值

的提高，安全厚度应适当增大。对于石灰岩地区，安全厚度一般取 2～3 倍桩径较为合理。工程算例对比分析表明，理论计

算与实测结果吻合较好，其结果对岩溶区桩基设计有一定参考价值。 
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中图分类号：TU 473          文献标识码：A 
 
 

Study of punching failure mode and safe thickness  
of pile foundation in karst region 

 
ZHAO Ming-hua,  LEI Yong,  ZHANG Rui 

(Institute of Geotechnical Engineering, Hunan University, Changsha 410082, China) 
 

Abstract: Contraposing the deficiencies in studying the punching failure mode for pile foundation in karst region, combining the 
load-carrying capability characteristics of the concrete slab, the punching failure mechanism of cave roof at pile tip is established by 
using limit analysis principle which accords with practical engineering in karst area. Introducing Griffith nonlinear rock strength 
criterion, based on work-energy principle, the ultimate load of rock strata at pile tip anti-punching failure is derived. Then, the 
generatrix equation of the punching failure body is obtained by the variational principle. Furthermore, the calculation formula of safe 
thickness for the rock strata anti-punching failure is obtained by differential equation. Parameter analysis shows that the punching 
failure mode mainly depends on the ratio n of compressive and tensile strength, the smaller the value of n is, the smaller the bottom 
diameter of the punching failure body, and on the contrary, the bigger it would be. Under normal circumstances, the value of d1 /d is 
in 2.0 to 4.0. The ratio n is also a main influencing factor determining the safe thickness of anti-punching failure. As increasing of the 
value of n, the safe thickness of security can be increased appropriately. For limestone region, the safe thickness generally taking 2 to 
3 times the diameter is reasonable. Comparative analysis result of an engineering example shows that the calculated values by the 
presented method agree well with the measured data. 
Key words: pile foundation; karst; limit analysis; work-energy equation; failure mode; safe thickness 
 

1  引  言 

当桩基存在下伏溶洞或软弱下卧层时常发生

冲切破坏[1]。目前国内外对岩溶区桩基抗冲切破坏

模式的研究大都参照研究较成熟的钢筋混凝土板、

屋梁楼盖以及桩基承台等在局部荷载作用下的破坏

模式，假设冲切破坏面是简化的圆锥台面，破坏面

上的剪应力及法向拉应力假设为均匀分布，且把这

两种应力的作用分开考虑[2－4]。该方法往往带有很

强的经验性，不能反映桩端岩层在桩端荷载作用下

的真实的受力状态。理论及试验研究表明，板受冲

切破坏时破坏面上的剪应力及法向应力同时存在，

其分布与破坏面裂缝的宽度和深度有关[5]，板的冲

切破坏面并非理想的锥台面，而是以一抛物线为母
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线形成的旋转体[6－9]。 
针对岩溶区桩基冲切破坏模式研究中存在的

不足，本文采用极限分析的上限法，并引入格里菲

斯非线性强度破坏准则，对桩端下伏溶洞顶板冲切

破坏模式进行分析，理论求解桩端岩层冲切破坏模

式及抗冲切安全厚度，其研究结果具有较强的理论

与实践意义。 

2  岩层安全厚度常用冲切模型 

常用的冲切模型事先假定桩端岩层的破坏面，

通过分析岩层顶板的临界破坏状态，即冲切面上应

力的总和与桩端阻力相平衡的条件，得到桩端岩层

的安全厚度。 
2.1  文献[2]方法 

文献[2]认为，在工程实际中，拉应力与剪应力

各自的发挥程度尚不十分清楚，为安全起见，将两

种应力分开独立计算。两种应力单独作用下的安全

顶板厚度确定模型如下。 
2.1.1 按台侧岩层抗拉破坏模式 

如图 1 所示，桩端持力岩层厚度为 h(m)，桩径

为 D(m)。若持力岩层产状接近水平，假定在桩端垂

直荷载 pP (kN)作用下，在桩底持力岩层中发生冲切

破坏时形成一个冲切圆锥台。 
圆锥台侧面积： 

 tan
cos

hS d h 



           （1） 

式中： 为冲切破坏锥体与铅垂线的夹角，其与岩

石的特性（矿物成分、结构与构造和微裂隙分布等）

及岩石所处的受力状态等有关，通常可简单地取

  45°。 
假定破坏锥台处于极限平衡状态时，冲切圆锥

台侧表面上的抗拉应力得到充分发挥，而不计抗剪

应力的作用，如图 1 所示，图中vr为持力层上覆土

压力。 
 

 
图 1  冲击锥体拉断破坏模式 

Fig.1  Tensile failure of punching-shear cone 
 
则根据静力平衡条件可得（不计锥台自重）： 

t
p

1
sinP SK


≤             （2） 

式中： pP 为桩端荷载（kN）； t 为岩石的抗拉强度

（kPa）； 1K 为按抗拉模型计算的桩端持力岩层的安

全系数。 
联立式（1）、（2）可导得： 

b
1

t
1 1

2 tan

K
h
d





 
≥           （3） 

式中： b 为桩端应力（kPa）。 
2.1.2 按台侧岩层抗剪破坏模式 

假定破坏锥台处于极限平衡状态时，冲切锥台

侧表面上的抗剪应力得到充分发挥，此时不计抗拉

应力的作用，圆锥台受力状态如图 2 所示。 
 

 
图 2  冲击锥体剪切破坏模式 

Fig.2  Shear failure of punching-shear cone 

 
由静力平衡条件可得（不计锥台自重）： 

r
p

2
cosP SK


≤             （4） 

式中： r 为岩石的抗剪强度（kPa）； 2K 为按抗剪

模型计算的桩端持力岩层的安全系数。 
联立式（1）、（4）整理可导得桩端持力岩层的

安全厚度 h 为 

b
2

r
1 tan 1

2 tan

K
h
d







 
≥         （5） 

2.2  文献[3]方法 
文献[3]认为，在桩端垂直荷载作用下，岩层将

形成一顶角为 的冲切锥台，抵抗锥台下冲的反力，

有作用于锥台侧面的岩层拉力和作用于锥台底的软

下卧层顶托力。根据静力平衡条件，可得锥台稳定

条件为（不计锥台自重） 

p 1 2 t 0 dKP Q Q u h R F  ≤       （6） 

式中：K 为抗冲切安全系数； 0u 为冲切锥台的平均

周长， 0 (u d   tan )h  ； dR 为软下卧层岩层的顶

b 

r 

h

d + 2htan 

vr vr 

r 
d 

 

b 

t 

h

D + 2htan 

vr vr 

t 
d 

 
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托设计强度；F 为冲切锥台的底面积。 
将相关参数带入式（6）整理可得： 

   2
t d

b b
4 1 tan 1 2 tan

Rh h hK d d d


 
 

  ≤  （7） 

文献[3]还假定计算抗拉力 1Q 乘以一折减系数

0.75，如不考虑溶洞填充物的影响，即令 d 0R  ，

则相应的桩端持力岩层的安全厚度 h 的表达式为 

b

t

41 tan 13
2 tan

K
h
d







 
≥        （8） 

由于上述方法将破坏面上的剪应力及拉应力

分开考虑或不予以考虑，因此，确定桩端岩层厚度

应该说是偏于安全的，但并不能反映桩端岩层的真

实受力状态；另外，冲切角 往往根据经验确定，

不可避免地存在一定的局限。 

3  桩端岩层冲切破坏上限分析 

3.1  冲切破坏机制及计算假定 
极限分析的上限定理表明，对于任何假定的破

坏机制，若该破坏机制所对应的速度场满足机动容

许的要求，即满足如下条件：①速度边界条件；    
②几何相容性条件；③关联流动法则。通过功能方

程（外力做功等于内部能量耗散），所求得的外力荷

载为真实荷载的一个上限解[10]。 
因此，为求得岩溶区桩端岩层冲切破坏模式的

一个上限解，必须先假定一种满足上述条件的破坏

机制。并且为了使获得的上限解尽可能地接近真实荷

载，所给定的破坏机制还必须与桩端岩层的实际冲

切破坏模式相一致。大量的理论及试验资料表明[8]，

混凝土及岩石等脆性材料的冲切破坏，其冲切体并

非标准的圆锥台形，而是一曲线为母线的轴对称旋

转体。这是因为混凝土与岩石等材料，其强度破坏

准则往往具有非线性的特点，由于破坏面上应力分

布不均匀，导致破坏面的母线为曲线形式。 
根据极限分析上限定理的要求和冲切破坏体

自身的特点，本文给出如图 3 所示的桩端溶洞顶板

破坏机制，并且作出如下假定： 
（1）溶洞顶板的支承条件为轴对称固支，桩端

荷载为圆形均布荷载，两者对称轴重合。 
（2）在桩端荷载 P 作用下（不考虑溶洞顶板的

自重荷载），顶板达到极限状态时，可分为 3 个区（如

图 3 所示），I 区和 II 区为刚性区，III 区为塑性变形

区。其中 I 区为一个轴对称的旋转体，以速度u 竖

直向下运动，其母线方程 ( )r x 待定；III 区为一个轴

对称的旋转壳体，其厚度假定为一个非常小的值 ，

且其内部塑性变形必须满足关联流动法则的要求。 
（3）为了反映岩石破坏的非线性特点，采用格

里菲斯强度破坏准则。 
 

 
图 3  冲切体破坏模式 

Fig.3  Failure mode of punching-shear body 

 
3.2  格里菲斯强度理论 

格里菲斯（Griffith）脆性破坏理论认为，岩石

的破坏是在外力作用下由于岩石内部存在的微裂纹

的扩展、连接、贯通等现象导致材料的破坏，对岩

石拉伸破坏较为适用。桩端岩层冲切破坏机制与此

类似，在荷载P作用下桩端岩层周围产生微小裂缝，

随荷载增加，裂纹扩展变宽加深，最后由于破裂面

贯通而失效。因此，采用格里菲斯强度理论作为桩

端岩层的破坏准则是合适的。 
格里菲斯判据的表达式[11]如下，其在 - 坐标

系中的强度包络线如图 4 所示。 
2

t t4 ( )                （9） 

式中： t 可按室内试验或按《岩石力学参数手册》[12]

确定。 
 

 
图 4  格里菲斯判据的强度包络线 

Fig.4  The envelop of Griffith intensity criterion 

 
3.3  功能方程的建立 

对于冲切体 I，作用在其上的外力功率为 

EW Pu               （10） 

式中：u 为在荷载P 作用下冲切体的竖向速度。 
冲切破坏区Ⅲ可视为厚度为 的轴对称旋转曲

 

n 
 nt 
 

O 1 

nt( )   

 

n( )   1  3 1 3

2
   

1 3

2
   

h 

d1 / 2 

II 

d/2 

P 

x 

r O u

  
  I 

II 
III III 
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面，对整个破坏面积分可得破坏面上的内能耗散率

为 

A dAD W A               （11） 

式中： AW 为塑性变形区单位面积上的内能耗散率，

其表达式为 

A 1 1 3 3( )W                 （12） 

式中： 1 、 3 为大、小主应力； 1 、 3 为大、小

主应变率。 
如图 3 所示，在破坏面Ⅲ上的拉伸应变率及剪

切应变率分别为 

n
sinu 




             （13） 

nt
cosu 




             （14） 

式中： 为破坏面上任意一点的切平面与速度u 之

间的夹角。 
由轴对称性可知，在冲切破坏面的环向切线方

向上没有应变，即 

t 0                 （15） 

又由于塑性区Ⅲ处于平面应变状态，因此，环

向方向的应变也为 0，即 

0                 （16） 

由式（5）～（7），可求得主应力方向的应变为 

2 2
n t n t nt

1 (sin 1)
2 2 2 2

u    
 


           

   
 

（17） 

2 2
n t n t nt

3 (sin 1)
2 2 2 2

u    
 


           

   
 

（18） 
根据关联流动法则的要求，塑性流动的方向与

屈服面正交，如图 4 所示，在 - 坐标中，屈服面

上任意一点的斜率为 

t

t t

dtan
d ( )




   
 


      （19） 

由式（19）求得正应力为 
2

t(cot 1)               （20） 

将式（20）代入式（9）求得相应的剪应力为 

2 2
t t4 cot 2 cot            （21） 

又由图 4 中有正应力、剪应力与主应力几何关系： 

1 3 1 3 sin
2 2

   
 

 
         （22） 

1 3 cos
2

 
 


            （23） 

由式（22）、（23）推导出相应的主应力为 

t
1 2

(1 2sin )
sin

 





           （24） 

t
3 2

(1 2sin )
sin

 





           （25） 

将式（17）、（18）、（24）、（25）代人（12）中，可

得塑性变形区域单位面积内的内能耗散率为 

t
A 1 3

3
[ (1 sin ) (1 sin )]

2 sin
uuW 

   


       （26） 

将式（26）代入式（11），并对整个冲切破坏面积分

可得塑性破坏区 III 中的内能耗散率为 

t  

d3
sinA

AD u


             （27） 

由功能方程 EW D ，即外力功率与内能耗散率

相等可得： 

t  

d3
sinA

AP 


             （28） 

又由图 3 中几何关系可得 

2 ( )d d
cos

r xA x



             （29） 

dtan
d

r r
x

               （30） 

2

1cos
1 ( )r

 


          （31） 

2
sin

1 ( )

r
r







           （32） 

将式（29）～（32）代入式（28）有 

 

 0

13 dh
tP r r x

r
      
        （33） 

3.4  冲切破坏模式的求解 
在极限分析上限法中，通过构造一个机动容许

的速度场，由功能方程可获得物体极限承载力的一

个上限解，为了使得到的上限解尽可能地接近真实

荷载，还往往对上限解的表达式求极小值。式（33）
中， ( )r x 为未知函数，为得到P 的最小上限解，运

用变分法求解如下，令： 
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1( , )F r r r r
r

     
          （34） 

将 F 带入欧拉方程 rF r F c  中，则有 

2
1 11

( )
r r r r c

r r
             

      （35） 

对式（35）求解可得 ( )r x 的表达式为 

1
2( ) ec xr x c             （36） 

式（36）是在荷载极小值时所要求得的破坏面的母

线方程，其中 1 2/c c ，积分常数 1c 、 2c 可由旋转

体的边界条件确定： (0) / 2r d ， 1( ) / 2r h d ， 1d 为

破坏旋转体底部直径，因此，可得到 

1 1ln( / ) /c d d h            （37） 

2 / 2c d               （38） 

将积分常数 1c 、 2c 的值代回式（36），即可得到 
/

1( )
2

x hddr x
d

   
 

           （39） 

式（39）就是所要求的破坏模式母线方程，显然其

形式并非一条直线，而是一条对数螺旋线，从而证

明了冲切破坏体并非理想的圆锥台，而是以一条对

数螺旋线为母线的旋转体。 
3.5  最小安全厚度的求解 

再将式（39）代回式（33），则荷载 P 的极小

值的表达式为 
2 2 2
1

t
1

3
8 ln( / )

d d hP
d d


 

   
 

      （40） 

通过对式（40）形式变换，所要求的安全厚度

h的形式如下： 
2 2

1 1

t

ln
3 8

d d dPh
d

          
      （41） 

显然，最小安全厚度随荷载、桩径及冲切体底部直

径变化而变化。在荷载及桩径一定的的情况下， 1d
的临界值可通过对式（41）微分求得 

1

0h
d





              （42） 

由式（42）计算求得的 1d 代回式（41）即可得

到极限安全厚度 h。 

4  参数分析 

4.1  安全厚度的分析 
上述推导求得了极限安全厚度 h 的表达式。为探

讨参数变化对其影响，对式中确定的参数给出其简

化形式，并按岩溶区的工程实际情况大致确定其取

值范围，通过数值计算研究其影响规律。桩端岩层

的抗压、抗剪和抗拉强度均与岩性、剪力（或拉力）

与弱面的相对方向以及弱面的软弱程度有关，有条

件时应尽量实测。但一般工程地质报告只提供岩石

的饱和单轴抗压强度，而未给出抗剪和抗拉强度，

因此，在实际工程中，可根据经验及《岩石力学参

数手册》[12]取值。一般可取石灰岩的计算抗剪强度

为允许抗压强度的 1/10～1/20，取岩石的抗拉强度

为抗压强度的 1/20～1/50[13]；此外，试验结果还表

明，抗剪强度约为抗拉强度的 2～3 倍[14]，为使分

析简化，在此令岩石抗压强度 c 与抗拉强度 t 的比

值为 n ，岩石抗压强度 c 与抗剪强度 的比值为

m 。 
式（41）中 P 为已知量，对于极限状态，可令： 

2 2 2
b c t

4 4 4
d d n dP     

        （43） 

对式（42）进行简化可得 
2 2

1 1 11 1 ln
3 2

d d dn
d d d

                          
  （44） 

式（44）为超越方程，对 1d 进行解析求解存在较大

困难，在此给出 1 /d d 随 n变化的数值解，如图 5。 
 

 
图 5  d1/d 随抗压与抗拉强度比值 n 的变化关系曲线 

Fig.5  Change curve of d1/d with the ratio n of compressive 
to tensile strengths 

 
从图 5 中可以看出， 1 /d d 的值随岩石抗压与抗

拉强度之比 n 的增大而非线性的增大，说明不同类

别的岩石所形成的破坏面不同，岩石抗压与抗拉强

度之比 n 越大，旋转体底部直径也越大，反之，旋

转体底部直径越小。 
在进行工程设计时，需要对桩端荷载 P 增加一
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个系数 K 作为安全储备，将式（35）代入式（33）
后整理可得 

2
1 11 1 ln

12 8 8
d dh nK

d d d

               
     （37） 

将式（36）计算的结果代入式（37），同理其

数值结果如图 6。 
 

 
图 6  安全厚度 h/d 随安全系数 K 的变化曲线 

Fig.6  Change curves of safe thickness h/d  
with different safe coefficients K 

 
从图 6 中显而易见，安全厚度 /h d 值随安全系

数 K 的增大也是非线性的急剧增大，说明安全等级

要求越高，所需要的安全厚度也越大；在同等安全

系数下，岩石抗压与抗拉强度之比 n 越大，即岩石

抗拉强度相对越小，所需安全厚度也越大。作为工

程设计，应在全面了解岩层物理力学资料的情况下，

对设计进行安全和经济的综合评价，确定合理的设

计方案。 
4.2  与文献[2－3]方法的对比分析 

为体现本文与文献[2－3]方法的差别与优势，

分别对 3 种方法的计算结果进行对比分析，各式中

安全系数 3K  ，其他参数及安全厚度的计算结果

见表 1。 
 

表 1  3 种方法计算安全厚度结果 
Table 1  Calculation results of safe thickness  

by three methods  

m n 文献[2]抗拉 文献[2]抗剪 文献[3]抗拉 本文抗剪拉 

10 20 3.41 2.28 2.7 1.77 
15 30 4.27 2.89 3.41 2.54 
20 40 5.00 3.41 4 3.26 

 
由表 1 可知，同时考虑岩层剪应力及拉应力分

布的计算结果均要比单独考虑剪应力及拉应力的结

果要小，并且单独考虑剪应力要比单独考虑拉应力

的计算结果小，这是由于岩层的力学参数中抗剪强

度要较抗拉强度高所致。 

5  计算实例 

为验证本文理论计算的合理性，采用文献[4]中
提供的工程实例进行对比分析。某高速公路跨渠桥

位于丘陵间小河冲积地貌区，地势低平开阔。场地

地层自上而下为：填筑土、淤泥质细砂、黏土、砾

砂、白云质灰岩等，基岩岩溶很发育，桥墩、台基

础采用人工挖孔灌注端承桩，共 20 根。施工为多孔

同时进行，当挖孔至 9.0～11.0 m（约为设计桩深的

1/2）时，渠中河道和两岸地表出现大面积沉陷，最

深沉陷达 4～5 m，致使挖孔无法继续进行，需进行

处治。 
为减小挖孔深度，加快工期，降低工程造价，

以本文计算方法对 8#桩（图 7）进行桩端岩层最小

安全厚度分析。在标高 15.30 m 以下存在有溶洞，

原设计桩径 d  1.2 m，桩穿过较厚的白云质灰岩

（10.70～15.30 m）达标高 17.00 m 以下。 

 

 
(a) 8#桩设计桩底标高 

 

 
(b) 8#桩施工方案 

图 7  8#桩设计桩底标高及施工方案 
Fig.7  Design elevation of pile tip and its  

construction plan for pile #8 

 
根据地质勘察报告结果：白云质灰岩岩石单轴

极限抗压强度 c  120 MPa， c t/   20～30，安

全系数 3K  ，采用本文计算方法， 1 /d d  2.31～
2.66， /h d  1.77～2.54， h  2.12～3.05 m。因此，
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8#基桩只要桩尖下卧岩层厚度不小于 3.05 m，则可

满足桩端岩层的承载力要求。实际工程中桩端岩层

厚度为 3.4 m，满足要求，故 8#桩采用图 7 设计方

案施工，桩长减少约 6 m。 

6  结  论 

（1）该方法能考虑冲切面上正应力与剪应力的

非线性分布，力学机制明确，求得的破坏面与试验

测试结果较为吻合。 
（2）岩石抗压与抗拉强度之比 n 对安全厚度的

确定影响较大，n 值越小，即抗拉相对强度越大，

溶洞所需安全厚度越小，反之越大。 
（3）对于一般天然下自稳状态的溶洞顶板，安

全厚度根据岩石的材料强度取 2～3 倍桩径较为合

理。工程实例分析表明，该方法是合理可行的。 
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