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摘  要：分别采用弹塑性本构和弹塑性损伤本构，建立盾构管片接头三维有限元模型，模拟正负弯矩下接头压弯破坏

全过程。与实验对比后表明：初始加减阶段采用弹塑性本构和损伤本构得到的结构变形曲线基本重合，且与试验值吻

合较好；荷载进一步加大后，采用损伤本构进行分析，其结果更接近试验值，且可更好地模拟结构承载力下降过程。

通过有限元网格的收敛性分析，证明网格划分的合理性并给出此类有限元模型网格大小的建议值。最后根据数值模拟

结果给出管片接头健康评价指标。 
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 3-D finite element model for destruction process of segment joints of shield           
tunnel using elastoplastic and damage constitutive methods 
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Abstract: Using the elastoplastic and damage constitutive methods for concrete respectively, a 3-D FEM model for segment 

joints of shield tunnel is established to simulate the process of bending failure under positive and negative loads. By comparing 

the simulated results with the experimental data, at the initial stage, the deformation curve is almost coincident with the FEM 

using the elastoplastic and damage constitutive methods, and both of them show a good agreement with the test results. With 

the increasing load, the results using the damage constitutive method are closer to the experimental values, and it can simulate 

the dropping process of structural bearing capacity better. Through the convergence analysis of FEM, the rationality of mesh 

generation is proved, and the grid sizes of similar element models are suggested. Finally, based on the simulated results, some 

evaluation indices for health assessment of segment joints are proposed. 

Key words: shield tunnel; 3-D FEM; damage constitute; structural bearing capacity; convergence analysis; health assessment 

0  引    言 
盾构隧道被广泛地应用到城市建设中，常用的二

维计算模型有惯用法、修正惯用法、多铰模型和梁–
弹簧模型，其核心工作是表征接头对衬砌结构刚度影

响。由于参数限制和模型局限性，二维模型难以精确

反应衬砌真实的受力–变形特性，现经常采用实体单

元或壳单元进行三维数值模拟[1-7]。盾构管片接头的力

学性能是关系到盾构隧道结构整体性能的关键因素之

一。朱合华等[8]从结构的非线性出发，提出了可有效

模拟接头非线性和变形不连续问题的梁–接头模型，

可很好地模拟盾构管片的受力变形特性，但需解决各

项刚度的取值。为确定接头刚度，很多学者进行了相

关的试验、解析推导和数值模拟，但以往研究中，主

要针对接头正常使用阶段即材料尚未进入破坏段的性

能进行分析[1-10]。在管片接头的三维模拟中，边界条

件的定义和材料本构选取的准确性关系到模拟结果的

准确性。在对管片接头压碎试验的边界条件进行探讨

的基础上[12]证明了通过求解线性方程，根据数值模型
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和试验结果的偏差来确定初始轴力偏心距的可行性。

本文将进一步根据试验结果，研究混凝土本构的选取

对管片接头数值模拟的影响。为了更好地反应管片接

头在其生命周期内可能出现的结构破坏过程，得到较

多的荷载–变形数据，本文数值模型采用位移加载控

制进行模拟，牛顿法和弧长法相结合的迭代方法模拟

材料软化段，模拟管片接头加载直至破坏全过程的结

构性能。验证有限元模型正确性后，根据计算结果给

出接头健康评价指标。 
本研究试验结果依托同济大学进行的上海轨道

交通 13 号线区间隧道管片环向纵缝接头足尺压碎试

验[12-13]，试件采用三维实体单元模拟，管片宽度方向

取半结构并设对称面，单元类型以六面体为主，另考

虑实际工况以压弯受力为主选用非协调单元模拟混凝

土，钢筋为与混凝凝土实体单元共结点的杆单元，橡

胶密封垫采用线性杂交单元，并在橡胶密封垫与混凝

土间、接缝面两侧混凝土间、螺栓与手孔壁间均设置

接触面[12]（图 1，2）。 

 

图 1 管片接头压碎试验示意图[12] 

Fig. 1 Schematic diagram of crushing tests on tunnel segment  

joints[12] 

 

图 2 数值模型透视图[12] 

Fig. 2 Partial view of numerical model[12] 

1  材料本构的选取和比较 
1.1  参数说明和本构选取 

接头采用上海地铁 13 号线单层衬砌管片的纵缝

接头直缝形式，混凝土等级 C55，抗渗等级 S12，主

筋 HRB335，衬砌环外径 6.2 m，内径 5.5 m，环宽 1.2  
m。5.8 级 M30 螺栓，预紧力 108 kN，轴心距内弧面 
120 mm。 

混凝土采用弹塑性损伤本构，通过引入损伤变量

d[14-15]来描述混凝土损伤演化与塑性滑移之间的相互

作用，应力应变关系采用下式的弹性损伤标量： 
    el pl el pl

0(1 ) : ( ) : ( )d D D          ， (1) 
           el el

0(1 )D d D    。              (2) 
式中  el

0D 是材料初始阶段的无损刚 elD 是有损刚度；

d 是损伤变量，取值范围为（0，1）。并且 Cauchy
应力 与有效应力 有关系如下： 
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损伤变量的演化由硬化参数与有效应力控制的。硬化

变量和屈服函数均在有效应力空间内表征，采用非关

联流动法则。根据混凝土特性，规定受压为正。该接

头整体上特别是接缝面处混凝土几乎处于全受压状 
态。 

单轴损伤变量是等效塑性应变的非减函数，单轴

拉压下的应力–应变关系分别为 
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式中， 0E 表示材料的初始弹性刚度， t 和 c 分别为

拉压状态下的有效应力，并决定了屈服面的大小。 
多轴情况下，采用等效有效塑性应变率，将多轴

应力下硬化变量的演化规律进行等效替代： 

       pl plpl pl
max c min( ) (1 ( ))t r r           ；  。 (5) 

式中  
pl
max 和  pl

min 分别是塑性应变率张量 pl 的最大

和最小主值；
( )r  是拉压应力权重系数，根据有效应

力的主值进行数学运算得出。 
应力–应变关系采用清华大学过–张模型，将峰值

前后的应力应变关系分段拟合，参考 Birtel 等[16]的研

究，并结合陆新征等[17]的建议，将弹塑性分界点定为

峰值前的 cm0.4 f 处。损伤变量的计算采用文献[16]方
法通过编程求得 
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受拉损伤变量也具有相同的形式，参考文献[14]
研究成果，参数 cb 取 0.7， tb 取 0.1。模拟破坏，混凝

土强度采用轴心抗压强度平均值，参数取值如表 1。 
表 1 混凝土相关参数取值 

Table 1 Values of parameters of concrete 

参数 E/(1010Pa) ftm/MPa εtm/(10-6) fcm/MPa εcm/(10-6) 

取值 3.35 3.35 125 43.3 2132 

钢筋采用双折线本构，根据混凝土结构设计规范，

屈服强度和极限强度均取标准值的 1.1 倍，分别为

368.5 和 500.5 MPa，弹性模量 2.0×105 N/mm2。 
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螺栓亦采用双折线本构，屈服强度 400 MPa，极限强

度 500 MPa。 
整个弹塑性损伤本构下数值模型迭代计算的基本

过程为：给定初始条件→弹性试算→塑性修正→损伤

修正→下一步计算[14]。 
1.2  三维有限元分析结果 

（1）正弯矩加载 
接头实际正弯矩加载过程，将荷载步分为施加螺

栓预紧力、施加轴向荷载和施加竖向荷载 3 步[12]。为

提高材料软化段的计算精度，采用牛顿法和弧长法相

结合的数值迭代方法。竖向位移荷载取 13.5 mm 时的

应力图和位移图如图 3。 

 

图 3 管片接头 Mises 应力云图 

Fig. 3 Mises stress nephogram of tunnel segment joints   

将混凝土弹塑性本构和损伤本构模拟结果与实验

值对比，通过回归分析[12]确定轴力初始偏心距并重新

带入有限元模型计算，可得竖向荷载 P 与接头挠度 u
及接缝张开量 x 的关系如图 4 所示。其中，当采用

abaqus 软件中弹塑性本构时，峰值以后取理想塑性。

竖向位移荷载步分为几百个计算步，荷载逐级增加， 
通过提取每一计算步迭代平衡后的支座反力，得到此

加载状态下的竖向荷载值。 

 

图 4 管片接头竖向位移云图 

Fig. 4 Vertical displacement nephogram of segment joints  

从正弯矩作用下初始阶段和螺栓开始受力[13]，两

种本构下数值模拟与实测值均相差不大，在之后的边

缘混凝土接触阶段和螺栓屈服阶段数值模拟结果和试

验差异较大。分析其原因主要有：①试验的加载控制

采用了力加载方式，致使试验显示竖向荷载值一直处

于单增状态，到达峰值点后结构承载力不再增加，造

成了破坏段的试验值非常稀疏且不可靠，故在此建议，

之后的破坏试验中应先采用力加载方式控制，到达峰

值点前换作位移加载控制，且尽量采用刚性试验机，

可得到更多准确可靠的破坏全程数据；②接缝面处的

形状非常复杂，给建模和网格划分造成了较大困难，

本文采用了一些简化处理，使得加载过程中接缝面的

接触和受力过程与实际不完全相同，虽然试验和数值

结果的极限承载力大致相同，但二者在加载过程中有

明显差异；③未有相应的材料破坏试验，计算模型中

材料参数尤其是混凝土本构参数的选取是参照规范和

手册，根据经验公式推算出的 C55 混凝土的棱柱体抗

压/抗拉强度平均值，跟实际所用材料会有一定差异，

且钢筋和混凝土的相互加强作用在计算模型中很难准

确地表征；④试验的装配、边界条件的模拟等都存在

误差。 

 

图 5 正弯矩加载下荷载–张开量 

Fig. 5 Load-opening curves under positive moment 

 

图 6 正弯矩加载下荷载–挠度 

Fig. 6 Load-deflection curves under positive moment 

分别分析 3 条曲线，受加载方式和设备的影响，

试验曲线是荷载关于张开量单调增加的函数，且竖向

荷载加至 500 kN 左右时达到最大值不再增加。采用混
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凝土弹塑性本构计算，边缘混凝土达到受压极限承载

力后塑性应变进一步发展而应力不变，结构承载力也

基本不再变化。采用混凝土损伤本构，随着非弹性应

变的增加，材料出现明显的强度软化和刚度退化现象。

在最大承载力之前出现一不规则台阶，究其原因为边

缘区混凝土损伤过大导致强度退化出现承载力短暂下

降，受压中心略微下移之后因混凝土受压变得更加均

匀，承载力又有少量提高。当边缘混凝土均达到受压

极限承载力后材料进入负刚度阶段，结构承载力明显

下降。 
如文献[22]中的定义，以接缝面混凝中轴线为基

准轴计算截面所受弯矩 M，以接缝面上两组点的相对

位移进行坐标转换和反三角函数计算出接缝面的张开

角 theta。这里采用如下公式计算： 
   0 ( 2 1) / 2M Ne P l l Gl      ，    (7) 

       1 22arctan
2

u u
h




   ，            (8) 

式中，M 为接缝面所受弯矩，N 为管片两端所受轴力，

P 为竖向加载力，G 为管片重力。 0e 为接缝面总体偏

心距， 为接缝面处的张开角。 1 2u u h， ， 分别为外边

缘张开量、内组点张开量以及变形前两对点的竖向距

离。 
得到轴力为 500 kN 时接缝面处的弯矩–张开量

和弯矩–转角关系图如图 7，8。 

 

图 7 正弯矩加载下弯矩–张开量 

Fig. 7 Moment-opening curves under positive moment 

 

图 8 正弯矩加载下弯矩–张开角 

   Fig. 8 Moment-deflection curves under positive moment 

从 M–x 图和 M– 图可以看出，在初始阶段和

螺栓开始受力阶段两条数值模拟曲线和试验曲线吻合

较好。由于试验模型与数值模型截面形状的差异、混

凝土材料真实性能和数值模拟的差异，当边缘混凝土

接触后，误差较大。在损伤模型中，边缘区混凝土进

入软化段后出现强度软化和刚度退化，接缝面大部分

压应力下移至橡胶止水条附近的混凝土处，结构承载

力降低，并且止水条以上混凝土出现裂纹直至与上表

面贯通。当位移荷载加至 13.5 mm 时，试验模型和损

伤变量云图如图 9，10。 

 

图 9 试验模型损伤图 

Fig. 9 Damage of test model 

 

图 10 数值模型损伤图 

Fig. 10 Damage of numerical model 

经验证，轴力为 900 和 1300 kN，时，有类似的

规律，且轴力越大，接头的抗弯承载力越高。受试验

限制，当管片接头达到极限承载力后，竖向荷载无法

继续增大而停止，此外当轴力为 900 kN 加载的试验

中，螺栓出现了明显的滑丝导致数据不再可靠。采用

损伤本构进行的数值模拟结果表明，当接缝面顶端混

凝土出现裂纹且材料进入软化段后承载力降低，混凝

土受压中心下移至止水条附近而结构继续承载，但因

受压混凝土与螺栓的距离减小致使承载力比峰值点处

小一些。 
（2）负弯矩加载 
由于接缝面构造和螺栓位置影响，接头在负弯矩

作用下承载力大大降低。取 N=500 kN 时，试验和数

值模拟结果如图 11，12。 
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图 11 负弯矩加载下弯矩–挠度 

Fig. 11 Bending moment-deflection curves under negative  

moment 

 

图 12 负弯矩加载下弯矩–张开角 

Fig. 12 Bending moment-opening angle curves under negative  

moment 

从管片接头的负弯矩–挠度图和负弯矩–张开

角图可以看出，虽然其在负弯矩作用下最终也能达到

抗拉极限，但由于该管片螺栓偏于管片内侧，螺栓与

受压混凝土间距较小，截面抗弯承载力较低，尤其是

当轴力较小时，接头的负弯矩承载力很低。图 13 为实

验所示裂纹区域。 

 

图 13 管片试验损伤图 

Fig. 13 Damage of test model 

从两条数值模型曲线看二者比较接近，说明当轴

力较小时的负弯矩加载破坏实验，结构承载力较小且

混凝土材料的软化现象不明显，主要为接头的变形过

大影响其使用性能。且 theta 在 0.09 rad 左右时，尽管

接头处变形已经很大，负弯矩承载力又有较大提高的

可能性，究其原因是随着接头变形的进一步增大，在

初始状态时大约相隔 8 mm 间隙、长度为 25 mm 的靠

近管片环内侧边缘的接缝面混凝土相互接触，混凝土

受压中心继续向边缘移动并与螺栓拉力形成的力矩进

一步增大所致。图 14 为数值模型的应力云图。 

 

图 14 管片计算模型 Mises 应力云图 

Fig. 14 Damage of numerical model 

1.3  网格收敛性分析 

（1）有限元模型误差分析 
有限元模型计算误差主要来源于模型误差和计

算误差[18-19]，模型误差又具体分为离散误差、边界条

件误差和单元形状误差。文献[12]对边界条件的处理

进行了探讨，证明模型边界简化的合理性。对于单元

形状合理性引起的误差可根据单元偏斜度（skey）、

翘曲度（warpage）、雅可比数（Jacobian）和外观比

例（aspect ratio）等指标来判断[18]。本文采用的所有

单元类型均通过形状检查、尺寸检查和分析检查标准。 
（2）网格收敛性分析 
这里将讨论网格尺寸对计算误差的影响。一般收

敛准则包括应变能范数、位移范数和 von Mises 应力

范数等准则，本文选用位移范数求解。由于模型没有

解析式，只能求各个数值模拟的相对误差来判断网格

的收敛性。参考文献[20，21]规定： 

   1/ 2
T( )du u u


    ，        (9) 

式中，u 为各节点位移，将上式对整个分析区域进行

积分。 

 
图 15 h = 43 mm 网格 

Fig. 15 Grids under h=43 mm  
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图 16 h = 30 mm 网格 

Fig. 16 Grids under h=30 mm  

 

图 17 h = 24 mm 网格 

Fig. 17 Grids under h=24 mm  

以正弯矩加载为例验证网格收敛性，当采用混凝

土弹塑性本构时分别设置 3 种不同的网格尺寸，从稀

疏到致密过渡的所有单元平均尺寸为 43，30 和 24 
mm，对应混凝土单位平均尺寸为 48，31 和 24 mm，

如图 15～17 所示。其中，第一种网格划分：混凝土全

局尺寸为 45 mm，局部变疏处理，沿着弧长在靠近接

缝面和螺栓孔处逐渐加密，从 90 mm 过渡到 40 mm。

螺帽、止水垫、螺栓全局尺寸为 25，20，15 mm，钢

筋全局取为 45 mm，共计 7312 个单元。第二种网格

划分：混凝土全局尺寸为 30 mm，沿着弧长从 60 mm
过渡到 30 mm，螺帽、止水垫、螺栓全局尺寸为 15，
15，10 mm。钢筋尺寸 30 mm，共计 22168 个单元。

第三种网格划分，混凝土和支座全局尺寸为 25 mm，

沿着弧长从 45 mm 过渡到 20 mm，螺栓、螺帽、止水

垫尺寸为 10 mm，钢筋全局尺寸为 20 mm，共计 42103
个单元。所有节点的位移范数关于荷载值和接缝面挠

度的关系如图 18～20 所示。此外，本文在接缝面最低

端取一点为验证节点位移收敛性，比较其位移随荷载

的变化情况。   
从图 18～20 可以看出，管片接头的模拟中当混凝

土采用弹塑性本构时，取第一种较疏网格即可得到较

高的计算精度，当网格进一步细化后对计算精度没有

明显的贡献。由此我们得出，在此类管片接头的三维

计算模型中，若混凝土采用弹塑性本构，h=48 mm 即

可以用很小的计算代价得到较高的计算精度。且从图

上容易看出随着网格的细化，各个荷载步的计算结果

是收敛的。 

 

图 18 位移范数–挠度 

Fig. 18 Displacement norm-deflection curves 

 

图 19 荷载–位移范数 

Fig. 19 Load-displacement norm curves 

 

图 20 荷载–挠度 

Fig. 20 Load-deflection curves 

 

图 21 位移范数–挠度 

Fig. 21 Displacement norm-deflection curves 
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图 22 荷载–位移范数 

Fig. 22 Load-displacement norm curves 

 

图 23 荷载–挠度 

Fig. 23 Load-deflection curves 

 

图 24 计算耗时–网格对比 

Fig. 24 Comparison of CPU time under different grids 

取同样大小的 3 种网格，用混凝土损伤模型计算，

得到相应位移范数–挠度、荷载–位移范数以及荷载

–挠度图，见图 21～23。 
从以上比较可以看出，管片接头模拟中当混凝土

采用损伤本构时，混凝土单元取 h=31 mm，即可以得

到较高的计算精度，当网格进一步细化后，计算精度

基本不再提高。由此得出，在管片接头的三维计算模

型中，采用混凝土损伤本构的网格平均尺寸可取 31 
mm 左右，且易知损伤本构较塑性本构需要更为密集

的网格以保证结果收敛，图 24 为对应数值模型的计算

代价对比。 

2  接头健康评价指标 
根据《地铁设计规范》GB50157—2003 建议纵缝

张开量控制在 1～2 mm 以内为宜。此外，按照盾构隧

道设计一般要求，隧道拼装成环后在外部荷载作用下，

允许纵向、纵缝接缝张开 6 mm 而不发生漏水[22]。数

值模拟结果如图 25～27。 

 

图 25 主应变–接缝张开量 

 Fig. 25 Principal strain-opening curves of joint 

 

图 26 塑性变量–接缝张开量 

Fig. 26 Plastic variable-opening curves of joint 

 

图 27 损伤变量–接缝张开量  

Fig. 27 Damage variable-opening curves of joint 

取材料破坏和裂纹扩展集中区域为研究对象，即
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橡胶密封垫以上的接缝面处 45 mm 高度的混凝土面，

通过编程提取其各单元总应变、塑性应变和损伤变量。

以其平均值为分析指标，此处定义为损伤度，计算后

接头的健康状况如表所示。根据结构计算结果，综合

参考损伤度值、混凝土总应变和塑性应变值，将接缝

张开量分为可忽略、需考虑、较严重、严重五个等级，

分别对应上海标准环纵缝接缝张开量值为：0～2，2～
4，4～6，6～9，＞9 mm，如表 2。 

表 2 盾构管片纵缝接头健康评价指标 

Table 2 Evaluation indices for health assessment of tunnel  

segment joints 

健康 

等级 
DAMAGEC LE PEMAG 

张开量

/mm 

可忽略 0 0~3.68×10-5 0 0～2 

需考虑 0～0.023 
3.68×10-5～

0.0033 
0～0.0022 2～4 

需修补 0.023～0.48 
0.0033～

0.0087 

0.0022～

0.007 
4～6 

较严重 0.48～0.859 
0.0087～

0.0194 

0.007～

0.0164 
6～9 

严重 ＞0.859 >0.0194 ＞0.0164 ＞9 

据此，建立了管片接头在接缝面处的塑性应变、

损伤变量与其健康状况间的对应关系。以上的健康等

级对应关系是根据受力变形计算所得，正常使用阶段

可根据张开量直接判断接头处的健康状况。但衬砌结

构自身带有病害、火灾引起的温度场变化、螺栓位置

变化等特殊情况下，张开量等接头宏观的健康指标与

真实健康状况的对应关系未必一致，此时可通过有限

元模型计算其损伤度，从塑性和损伤指标出发，计算

各种复杂情形下材料的损伤指标和塑性变形来判定结

构的健康状况。 

3  结    论 
（1）管片的压碎试验初始阶段接头抗弯刚度大，

欲得到较多的弯矩–转角点可采用力加载方式；当荷

载增大到一定值后则采用位移加载，可更好地测取水

平段和下降段数据。 
（2）在弹性阶段，弹塑性本构与损伤本构变形曲

线基本重合，且与试验值吻合较好；随着荷载的进一

步加大，弹塑性本构所得结果与试验结果差别逐渐变

大，而损伤本构可更好地模拟结构承载力下降的过程。 
（3）弹塑性本构对网格的密集性较损伤本构低，

采用混凝土损伤本构虽然可以取得较好的效果，但相

应地增加了计算量。 
（4）通过将计算所得结构健康指标与微观上的材

料力学指标相结合，建立了混凝土塑性应变、损伤变

量与接头结构的健康状况之间的对应关系，可为复杂

工况地下结构健康状况评价提供新思路。 
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