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一种旋转塑性势面模型及非关联塑性流动法则 

徐日庆 1, 2，蒋佳琪 1, 2，冯苏阳 1, 2，鞠露莹 1, 2 

（1. 浙江大学 滨海和城市岩土工程研究中心，浙江 杭州 310058；2. 浙江省城市地下空间开发工程技术中心，浙江 杭州 310058 ） 

 

摘  要：为了较好地描述软土塑性应变发展规律，提出了一种改进的塑性流动模型。该模型采用了与屈服函数形式相同，但

具有一定倾角  的塑性势函数。土体在变形过程中，塑性流动方向会依赖于塑性势面的旋转而变化，直至达到破坏状态。通

过对常规三轴试验结果的分析可以发现：在剪切过程中，塑性势面旋转角的初值 0 与终值 d 较为稳定，不受围压变化影响。

在此试验观察基础上，引入了归一化的旋转角参数  以及描述土体应力状态的参数  ，在采用蛋形势函数的情况下二者具

有良好的分段线性关系。利用该关系，建立了改进的塑性流动法则，只需要 2 个额外的模型参数。对所提出的塑性流动模型

进行了验证，计算结果表明该模型能较好地反映塑性应变的变化趋势。 

关  键  词：非关联塑性流动法则；旋转塑性势面；蛋形函数；应力状态 
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A rotational plastic potential model and non-associated plastic flow rule 
 

XU Ri-qing1, 2,  JIANG Jia-qi1, 2,  FENG Su-yang1, 2,  JU Lu-ying1, 2 
(1. Research Center of Coastal and Urban Geotechnical Engineering, Zhejiang University, Hangzhou, Zhejiang 310058, China;  

2. Engineering Research Center of Urban Underground Development of Zhejiang Province, Hangzhou, Zhejiang 310058, China) 

 

Abstract: In order to accurately describe the evolution of plastic strain for soft soil, an improved plastic potential theory is proposed, 

in which a plastic potential surface with an inclination angle  is employed. In addition, the plastic potential function shares the 

same form as the yield function. During deformation, the plastic flow direction varies following the rotation of the plastic potential 

surface until the limit state is reached. By analyzing the results of conventional triaxial tests, it can be found that during the shearing 

process, the initial and final values of the rotation angle of the plastic potential surface 0 and d , are basically stable and independent 

on the confining pressure. Considering such observations, a normalized rotation angle   and a state parameter  describing the 

stress state of the soil are introduced, in the case that the egg-shaped function is used as plastic potential function. A piecewise linear 

relationship can be obtained. Then an improved plastic flow rule is established, only two additional parameters are required. Finally, 

the proposed plastic flow model is verified, and the results show that the trend of plastic strain can be reflected well in this model. 

Keywords: non-associated plastic flow rule; rotational plastic potential surface; egg-shaped function; stress state 
 

1  引  言 

经典的弹塑性理论中，土体的变形计算需要明

确三部分内容：屈服函数、塑性流动法则以及硬化

（或软化）规律[1]。所谓塑性流动法则，简单来讲，

可以理解为如何确定各塑性应变分量之间的比例关

系，该比例关系一般采用增量形式表示。 

传统塑性流动法则大致可以分为关联与非关联

流动法则两大类，前者采用与屈服函数相同的函数

作为塑性势函数。这种做法往往先确定的是塑性势

函数，比如说剑桥模型中剪胀方程本质上就是一种

塑性流动法则。黄文熙[2]、郭瑞平等[3]也从试验数

据出发，先确定塑性势面，再确定屈服面，继而建

立清华模型。尽管这种处理方式略显粗糙，但在保

证计算精度的前提下，可以有效降低模型复杂程度。

因此，在实际弹塑性模拟中相关联流动法则有着广
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泛的应用[4-9]。

非关联流动准则则是采用与屈服函数不相同的

塑性势函数，这样处理最大的优势就在于能够兼顾

土体屈服与塑性变形两者特点，更加准确地描述土

体弹塑性变形性质，因而受到许多学者青睐[10-16]。

但棘手的地方在于如何确定塑性势函数，比较简单

的做法就是借助于屈服函数，选用不同的模型参数

以符合塑性变形特征，该种做法对于剑桥模型及其

衍生的相关模型较为常见[17-21]。另一种尝试则是直

接从试验数据出发，拟合得到塑性势函数[22-23]。此

外，还有一些研究通过理论方法，例如能量耗散原

理，直接推导得到塑性势函数[24-25]。 

蛋形屈服准则被提出已有20余年，该准则所具

备的一些优点已经被详细地讨论过[26-27]。然而可惜

的是，关于该准则在弹塑性本构模型中的应用几乎

鲜有文献。究其原因，除了屈服函数本身形式有些

复杂之外，未有相匹配的塑性流动法则可能也是因

素之一。当然，可以直接采用屈服函数本身作为塑

性势函数，也就是相关联的流动法则，但这样处理

在剪切刚开始阶段，由于屈服函数的性质必然导致

塑性流动方向是沿着静水压力轴方向，这一结果与

大部分的试验观察是不吻合的。因此，有必要提出

一种适用于蛋形函数的塑性流动法则。 

本文在常规三轴试验的基础上，对土体的弹塑

性变形进行计算与分析。在保留蛋形函数基本形式

的前提下提出了一种适用于蛋形屈服准则的非相关

联流动法则。引入土体状态参数等概念，对该流动

法则的基本原理以及实施步骤进行了详细的阐述，

并对该模型的有效性进行验证。 

2  常规三轴试验及塑性变形分析 

2.1  试验材料、方法及主要结果 

本次试验用土为台州淤泥质软土，其基本物理

性质如表 1 所示。 

 
表 1  土体基本物理力学性质 

Table 1  Physical and mechanical properties of soil 

重度

/(kN·m-3) 

含水率 w 
/ % 

相对密度 

sG  

液限 Lw  

/% 

塑限
pw  

/% 

塑性指数

PI  

破坏应

力比 M

18.6 42.7 2.73 45.6 24.7 20.9 1.33 

 

试验采用重塑土样，先将土样在105 C 下烘干、

碾碎并过 0.5 mm 筛备用。试样高度为 80.0 mm，直

径为 39.1 mm，采用击样法制样，分 4 层振捣击实。

试样的初始孔隙比控制在 0e  1.14。随后将制备好

的试样放在真空饱和缸中进行抽气饱和。 

三轴试验在浙江大学 GDS 标准应力路径三轴

仪上进行，本次试验内容为固结排水试验，共进行

围压分别为 25、50、100、200、400 kPa 等 5 组常

规三轴试验。试验时首先对试样进行反压饱和，反

压为 300 kPa，饱和完成后进行试样孔隙水压力系数

（B 值）检测，当 B 稳定在 0.98 以上时认为试样饱

和，方可进行固结。剪切采用排水剪切模式，由偏

应力加载控制，速率为 0.08 kPa/min。 

图 1、2 分别给出了 5 组试验的偏应力-轴向应

变、体积应变-轴向应变关系曲线，可以看到试样的

变形过程呈现出应变硬化以及剪缩特性。 
 

 
图 1  固结排水三轴试验应力-应变关系曲线 

Fig.1  Stress-strain curves of CD test 

 

 
图 2  固结排水三轴试验体应变-轴向应变关系曲线 
Fig.2  Relationships between volumetric strain and  

axial strain in CD test 

 

2.2  弹塑性变形计算 

在弹塑性理论框架中土体总应变 ij 是由弹性

部分 e
ij 与塑性部分 p

ij 两者所构成，其增量表达式可

写作如下形式： 
e pd d dij ij ij                （1） 

其弹性部分的变形满足广义 Hook 定律，可以

通过下式计算确定： 
e
v
e
s

d 0 d

d 0 3 d

p K
q G




    
     

     
         （2） 

式中： p 为平均主应力； e
v 为弹性体积应变； e

s 为
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弹性剪切应变；K、G 分别为土体的弹性体变模量

和弹性剪切模量。弹性体变模量 K 通常可以由等向

压缩试验回弹再加载段确定，其一般表达式为[3] 

0K K p                （3） 

式中： 0K 为试验常数。 

弹性剪切模量G则可由常规三轴试验卸载再加

载段确定[3, 6, 24]： 

3
0 a

a

m

G G p
p
 

  
 

            （4） 

式中： ap 表示一个标准大气压，约为 101 kPa； 0G 、

m 均为试验常数； 3 为围压；该模型共 3 个弹性常

数： 0K 、 0G 、m。对于本次试验，弹性参数分别取

值为： 0K  77.6， 0G  75.728，m  0.934。 

塑性应变则由总应变减去相应的弹性应变得

到： 

 
 

p
v v

p
s s

/

/ 3

p K

q G

 

 

   


   




          （5） 

进一步可以求出各塑性应变增量 p
vd 以及

p
sd 。 

2.3  塑性流动方向分析 

塑性理论中规定，塑性应变增量方向是由应力

空间中的塑性势面决定，某一应力状态点的塑性应

变增量方向垂直于通过该应力点的塑性势面，即塑

性势面外法线方向，这就是所谓的正交流动法则[1]： 

pd dij
ij

g 






            （6） 

式中： d 为塑性因子； g 为塑性势函数； ij 为应

力张量。 

塑性势函数的概念最早由 Poorooshasb 等基于

试验数据应用于土体塑性变形分析计算中，同时

Poorooshasb 等[28]也进一步指出加载过程中某应力

点的塑性流动方向仅与该点的应力状态有关，与到

达该点的应力路径无关。该论点后来又由 Lade 等的

试验结果[29]得到进一步验证。如今绝大多数的土体

本构模型也都遵循着这一原则。更加明确地说，大部

分经典的弹塑性本构理论（以剑桥模型为代表），均

认为土体的塑性流动方向完全由应力比 （   

/q p ）所唯一确定，于是就会得到： 

 
p
v
p
s

d

d
f 


              （7） 

为了便于讨论，将式（7）中等号左侧部分记为
p ，即等效塑性泊松比。 

图 3 给出了此次试验中前 4 组围压条件下土体

的塑性流动方向，考察 4 组试验应力路径与 4 条等

应力比应力路径（ 分别为 0、0.4、0.8、1.2）交点

处应力点的塑性流动方向。可以看到，随着围压的

增大，同一 应力路径上应力点的 p 似乎有减小的

趋势，通过进一步计算可以发现，在同一条等比应

力路径上各应力点的塑性流动方向尽管不完全一

致，但偏差基本保持在 10°以内，考虑到参数估算

中可能存在的一些误差，基本可以认为式（7）对于

本次试验土样是适用的。 

 

 

图 3  塑性流动方向示意图 
Fig.3  Illustration of plastic flow direction 

3  旋转的塑性势面原理 

诚如前文所提及，无论是关联或是非关联的流

动法则各自都有一定的优劣势。针对蛋形屈服准则，

若采用关联流动法则，无法准确地描述土体塑性变

形。为此提出一种改进的塑性流动法则以更好地反

映土体的塑性变形趋势，该流动法则采用与屈服面

相同的蛋形函数形式。笔者先前所建议蛋形屈服准

则的主要特征，这里将先做一个简要的说明。 

3.1  蛋形屈服函数 

蛋形屈服函数最早由任放等[26]所提出，其表达

式可以写作如下： 
2

2 221
1

1

p H q
p HaH bH
aH





 
              
 

   （8） 

式中：      2 22

1 2 2 3 3 1 / 2q            ，

/ 3iip  ；aH、bH 分别代表长、短轴半径，a、b
为材料常数，可由试验确定； 为描述屈服面曲率

的形状参数。H 为硬化参数，随着 H 的增加，土体

的屈服面不断向外扩张，以表征土体的运动硬化特

征。 

蛋形屈服函数最大的特点就是将经典屈服理论

中（例如 Von Mise 准则、Drucker-Prager 准则以及
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0
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q 
/ k
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摩尔-库仑准则）的线性段屈服面与受静水压力而屈

服的盖帽部分较好地统一在了一个函数框架内。如

图 4 所示，蛋形屈服函数在 p-q 平面内处处连续可

导，因而避免了由于在分段点处出现的导数不连续，

从而塑性流动方向无法确定的问题。 
 

 

 
图 4  蛋形屈服面 

Fig.4  Egg-shaped yield surface 

 

3.2  倾斜的蛋形塑性势面原理 

首先为了便于分析，后续推导将在极坐标下完

成，于是式（8）所表示的蛋形函数可以写成： 

 

 2

1 cos

sin
1 cos

1

p H a
bHq


  



  



   

        （9） 

式中： 为应力幅角。 

类似地，对应的塑性势函数 g 也采用形状相似

的蛋形函数表示，则未旋转时的塑性势函数可以写

成： 

 

 

p

p
2

1 cos

sin
1 cos

1

p H a
bH

q




 



  



   

       （10） 

式中： pH 为塑性势函数对应的硬化参数。 

式（9）与式（10）中屈服面和塑性势面采用相

同的模型参数 a、b、 ，可以由试验方法找出屈服

点并加以拟合得到。两者区别在于塑性势函数的中

心点并不一定与屈服面中心重合，因此塑性势函数

的硬化中心采用 pH 表示，与屈服函数硬化中心 H
相区分。 

在 p-q平面内将塑性势面顺时针绕中心O旋转

角度 ，如图 5 所示。图中实线 1 表示以 O 为中心

的屈服函数，虚线 2 代表以O为中心未旋转的塑性

势面，实线 3 表示旋转后的塑性势面。 

上述塑性势面旋转可通过如下坐标变换实现： 

p pcos sin

sin cos

p H p H
q q

 
 

       
           

   （11） 

 
图 5  倾斜的蛋形塑性势面 

Fig.5  Inclined egg-shaped plastic potential surface 

 

式中：p、q分别表示旋转后平均主应力以及偏应

力。 

对于应力路径上的任意一应力点 D，首先 D 点

一定位于某一屈服面以及对应的塑性势面上，即同

时满足式（9）以及式（11）。此外，塑性势面在 D
点处的外法线方向，即塑性流动方向可以由试验结

果所得到的等效塑性泊松比 p
D 确定。 

将式（10）代入式（11），并微分可得 

   

   

2

p

2

sin sin cos cos cos2
1

sin cos sin cos cos2
1

b
a

b
a

     




     


 
  

  
 

  
  

 

（12） 

根据已知点D应力大小以及对应的等效塑性泊

松比 p
D 对方程（11）、（12）进行联立求解，尽管方

程形式上似乎比较复杂，但采用数值方法进行求解

并无任何困难，本文中采用 MATLAB 对上述方程

组数值求解，于是就可以得到相应的 、 pH 、 。 

表 2 中给出了 5 组试验路径等效塑性泊松比 pv
与塑性势面旋转角 之间的对应关系。可以发现，

对于不同围压条件塑性势面旋转角  的初始值 0
以及达到破坏时的终值 d 变化不大，分别稳定在

80°和 60 °左右，也就说明应力路径对其影响几乎

可以忽略，从而可以近似认为 0 与 d 是一个模型常

量。 

另一个值得注意的地方就是旋转角  由正到负

的转变。当  取负值时，也就说明此时塑性势面的

旋转方向为逆时针，对于该现象可以做如下解释：

假设 0 ≥ ，并且当土体破坏时有 0  ，可想而知，

在这一条件下土体达到临界状态时塑性势面与屈服

面完全重合。我们知道，土体在临界状态的重要标

志就是 p
vd 0  ，在这种情况下临界状态线必然会经

过塑性势面的顶点，同时也就是屈服面的顶点。然

q
屈服面
未旋转的塑性势面

p 

未旋转塑性势面 

O O
 

 

D  

1 
2 

3 

1
2
3 旋转后的塑性势面

塑性流动方向

后继屈服面

p 

q 

初始屈服面

临界状态线(CSL)
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而从包括此次试验以及其他一些试验的结果表明，

临界状态线并不一定经过屈服面的顶点，无论是经

典剑桥模型中的椭圆形屈服面还是本文中的蛋形屈

服面。从图 4 中蛋形屈服面示意图中可以定性地看

到临界状态线与蛋形屈服面的交点应位于屈服面中

心点的左侧，这就导致了当土体破坏时塑性势面只

有逆时针旋转才能保证 p
vd 0  。同时可以看到，临

界状态线与屈服面交点的幅角 大致也是稳定的，

这就决定了 d 的值受应力路径影响较小。 

 
表 2  旋转角  的计算值  

Table 2  Calculated values of rotation angle  (°) 

3  25 kPa 3  50 kPa 3  100 kPa 3  200 kPa 3  400 kPa
pv   /(°) pv   /(°) pv   /(°) pv   /(°) pv  /(°)

1.21 81.3 1.51 81.8 1.60 79.5 1.41 77.4 1.13 77.6

1.18 47.3 1.33 32.7 1.35 28.4 1.24 33.1 0.94 15.5

1.10 20.0 1.14 11.3 1.06 4.69 1.07 11.4 0.77 20.0

0.99 3.4 0.96 19.4 0.83 23.1 0.92 13.9 0.62 29.4

0.84 24.8 0.73 30.6 0.64 31.2 0.70 30.8 0.49 34.7

0.66 37.5 0.57 39.0 0.47 40.2 0.60 40.0 0.39 40.7

0.51 45.6 0.44 47.3 0.36 49.2 0.45 46.6 0.27 44.3

0.38 53.2 0.31 51.3 0.24 54.2 0.31 52.0 0.22 48.6

0.26 58.5 0.19 56.8 0.13 56.4 0.14 56.1 0.17 55.4

0.15 60.6 0.10 59.1 0.09 58.8 0.07 58.6 0.10 55.9

0.05 65.3 0.02 60.8 0.05 60.8 0.04 60.8 0.05 57.5

4  塑性流动法则 

4.1  旋转角 的归一化表示 

临界状态土力学理论中一个非常重要的观点就

是无论土体先期的应力-应变如何演变，只要当前的

物理状态（包括应力、应变以及孔隙比等）一致，

那么就会表现出相似的性质。Yu[30]曾经在研究土体

本构理论时引入了一个状态参数，用以描述土体状

态与临界状态之间的差距。受该方法的启发，考虑

本次试验中塑性势面旋转角  的变化规律是否可以

由土体相应的状态参量进行表征。 

由前面的分析可知，旋转角  的变化范围为

0 ～ d ，考虑到 0 以及 d 的稳定性，这里引入一

个新的归一化旋转角变量 ： 

0

0 d

 
 

 


             （13） 

显然归一化参数 的变化范围为 0～1。同时根

据式（7），考虑采用 作为描述土体状态的一个变

量，鉴于 是一个描述角度变化的参量，这里我们

建议采用如下的无量纲状态参量 来表示： 

arctan

arctan M
              （14） 

式中：M 为表 1 中土体破坏时的应力比。 的取值

范围也为 0～1，其物理意义表示为应力点 ( , )p q 与

坐标原点连线的方向角与临界状态线方向角之比。

显然，参数 也可以描述当前状态与临界状态之间

的差距，不是通过距离，而是通过倾角实现的。 

图 6 展示了 5 组试验数据中 与相应的 之间

的关系。可以发现，二者之间具有近似的线性依赖。 

 

 

图 6  归一化旋转角  与状态参数 之间的关系 
Fig.6  Relationships between the normalized rotation angle 

 and state parameter   

 

从图 6 中可以看到， 与 之间的关系可以近

似用分段函数表示。通过进一步分析可以发现，该

分段点大致位于旋转角 由正变负的转折点附近，

相应的  0 0 d/      。之所以会产生这样的转

折，是由于蛋形塑性势面曲率的不规则变化引起的。

当 0  时，可以知道应力点在旋转后塑性势面上的

位置相当于未旋转蛋形曲面的顶部区域，这一区域

曲率半径相对较小，外法线方向角沿着塑性势面变

化快，于是随着应力的发展旋转角  变化速率相对

较快；而当 0  时，应力点在旋转塑性势面上的位

置相当于在未旋转蛋形曲面的右侧区域，显然这一区

域的曲率半径大，从而旋转角 变化速率相对较慢。

这也说明，采用不同形式的塑性势函数会对  - 关

系产生一定影响，但总体上是接近于线性关系的。 

考虑到   - 关系曲线两个端点理论值(0,0)、

(1,1)，  - 关系式可以近似表示成： 

 
1

2

,  

1 1,  

≤k
k
  


  





  
  

       （15） 

式中： 1k 、 2k 均为试验拟合参数；  为分段点处的

无量纲应力状态参量值。 

进一步考虑式（15）在分段点处的连续性，则

有 

2

1 2

1 k
k k

  



            （16） 

整个  - 关系式只有 2 个参数，即 1k 和 2k 需要
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确定。 

4.2  0 以及 d 的确定 

如前文所述，参量 0 以及 d 分别表示塑性势面

旋转角 的初始值和终值，可以根据初始等效塑性

泊松比 p
0 和破坏时的等效塑性泊松比 p

d 通过方程

（11）、（12）联立求解得出。当然求解时需要知道

试验应力路径的初始以及破坏时的应力大小，这可

以利用 M 值加以估算，无需其他参数。显然，破坏

时的等效塑性泊松比 p
d 0  ，而初始等效塑性泊松

比 p
0 根据图 3 中的分析结果可以近似地设定： 

p
0 M                 （17） 

据此，图 3 中的塑性流动方向与 p
0 的方向均在

 5°范围内。值得一提的是，原始剑桥模型中的剪

胀方程表达式为[1] 
p
v
p
s

d

d
M 


              （18） 

由式（18）可以看出：原始剑桥模型中初始的

等效塑性泊松比也为 M，与式（17）一致。 

4.3  基于旋转塑性势面的塑性流动法则 

在上述讨论的基础上，可以总结得到完整的塑

性流动法则。如图 7 所示，实线 1 表示初始屈服面，

实线 2 代表初始塑性势面。在变形一开始可由前节

所述方法根据模型参数确定 0 和 d ，对于变形过程

中的任一应力点 D，其等效塑性泊松比 p 可按以下

步骤确定：首先将当前应力点坐标代入式（15），计

算出 ，进而得到 确定当前塑性势面旋转角度。

其次，将应力点坐标代入式（11）求解计算出塑性

势面中心 pH ，以及应力点相应的幅角 。最后，根

据式（12）计算得到当前应力点对应的等效塑性泊

松比 p ，即塑性流动方向。 
 

 

图 7  改进的塑性流动法则示意图 
Fig.7  Schematic diagram of improved plastic flow rule 

 

该塑性流动法则，尽管采用了与屈服函数形式

相同的塑性势函数，但严格来讲是属于一种非关联

的流动准则。这个模型除了基本的屈服面参数 a、b、
 之外，仅需 2 个描述塑性势面旋转角 变化规律

的参数 1k 和 2k 即可实现。 

4.4  模型验证 

为了验证本文所提出的塑性流动法则的有效

性，在本文第 2 节的基础上，补充进行了 2 组常规

三轴试验，围压分别为 75 kPa 和 150 kPa。将试验

结果所确定的塑性泊松比 p 与理论计算值相比较

（如图 8、9 所示）。计算中模型参数取值分别为：

a  1.08，b  0.49，  0.67， 1k  1.138， 2k  0.619。 

 

 
图 8  塑性势面旋转角  的试验值与计算值比较 

Fig.8  Comparison between experimental results and 
calculated values of rotational angle   

 

 

图 9  等效塑性泊松比 p 的试验值与计算值比较 
Fig.9  Comparison between experimental results and 

calculated values of equivalent plastic Poisson’s ratio p  

 

从图 8 和图 9 中可以看到塑性势面旋转角  以
及等效塑性泊松比 p 的试验值与计算值均比较吻

合。虽然 p 的计算值在初始段与试验值有一定偏

差，这是由于初始值 p
0 的不同所导致的，因为在计

算中人为引入了式（17）这一假设，但试验结果对

于 75 kPa 以及 150 kPa， p
0 的值分别为 1.13 以及

1.22，从而引起了偏离。但总体的偏差幅度控制可

以在 0.1 以内，确保了计算模型的有效性。另一方

面，塑性势面旋转角 对初始等效塑性泊松比 p 的

差异较不敏感，比如说 75 kPa 的初始塑性流动方向

角与计算模型所确定的初始流动方向角分别为
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41.5°和 37.0°，在误差范围内。因此，塑性势面旋

转角的计算结果误差较小。 

为进一步论证本文所提模型的合理性，从相关

文献中选取了 Fujinomori 黏土、上海浦东以及苏州

海相黏土等 3 种软土的常规三轴试验结果[31-32]，对

应围压分别为 196、320、640 kPa。模型预测所采用

的参数如表 3 所示，屈服面参数 a 取为 1，这样做

即忽略了土体的抗拉能力，屈服面顶点就经过坐标

原点，与剑桥模型相类似。 

 
表 3  模型预测所用参数  

Table 3  Model parameters in predictions 

参数 b  0K  
G 

/ MPa 1k  2k M 

Fujinomori 黏土[31] 0.56 0.68 89.3 14.6 1.45 0.48 1.41

上海海相软黏土[32] 0.60 0.66 90.9 21.2 1.44 0.85 1.24

苏州软土[32] 0.58 0.67 83.3 39.7 1.30 0.82 1.26

 

图 10 给出了上述 3 组试验中等效塑性泊松比
p 试验值与计算值的比较，结果表明本文模型能够

合理描述软土在弹塑性变形中塑性流动基本趋势。 

 

 
图 10  本文模型对于不同土体适用性的验证 
Fig.10  Verification of model’s applicability  

to different types of soils  

 

但仍要指出的是，本文模型是针对应变硬化的

土体变形而提出，对于以应变软化为变形特征的土

体，文中未有详细的讨论，但不难推断，在该种情

形下无量纲的塑性势面旋转角参数  与应力状态

参数 不再是式（15）所表示的分段线性关系，具

体的表示关系仍有待进一步研究。 

5  结  论 

本文在常规三轴试验的基础上，采用弹塑性本

构理论对软土的塑性变形进行了计算分析，进而针

对蛋形屈服函数提出了一种改进的塑性流动法则，

该模型的主要特点有： 

（1）塑性势面具有与屈服准则相同的函数形 

式，但具有一定倾角 。 

（2）在弹塑性变形过程中，塑性势面倾角 会

随塑性流动方向的变化而改变，导致塑性势面的旋

转。参数 的初始值及终值不受围压大小的影响，

于是可采用归一化参数  作为描述塑性势面状态

的参量。 

（3）通过引入描述土体应力状态的参量 ，建

立起 与 之间的关联性，从而构建起非关联的塑

性流动法则。 

（4）本文所提出的塑性流动法则既保留了与屈

服函数相一致的函数形式，又改善了由于采用相适

应流动准则所导致的偏差。通过与试验结果的比较，

验证本文提出的模型可以较好地反映出塑性变形的

趋势以及塑性变形与土体状态的相关性。虽然本文

模型是针对蛋形屈服函数所提出的，但整体思路相

信对于其他形式的屈服函数也可适用，希望本文的

一些成果对于相关领域的研究有一定的裨益。 
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