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图 2 p–q 平面内的应力路径 

Fig. 2 Stress paths in p–q lane 

图 3 偏应力与轴向应变的关系曲线 

Fig. 3 Curves of deviator stress versus axial strain 

 
图 4 体应变与轴向应变的关系曲线 

Fig. 4 Curves of volumetric strain versus axial strain 

 

图 5 主应力比与轴向应变的关系曲线 

Fig. 5 Curves of principal stress ratio versus axial strain 

 

图 6 轴向应力和偏应力与轴向应变的关系曲线 

Fig. 6 Curves of axial stress and deviator stress versus axial strain 

 

图 7 体应变与轴向应变和平均主应力的关系曲线 

Fig. 7 Curves of volumetric strain versus axial strain and average  

principal stress 

 

图 8 应力比与剪应变的关系曲线 

Fig. 8 Curves of stress ratio versus shear strain 

 

图 9 εs/η 与剪应变的关系曲线 

Fig. 9 Curves of εs/η versus shear strain 
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不同应力路径下钙质砂力学特性的排水三轴试验研究 
张季如，罗明星，彭伟珂，张弼文 

（武汉理工大学土木工程与建筑学院，湖北 武汉 430070） 

摘  要：钙质砂的力学性质既有强度低、易破碎的特点，又有应力路径依附性的特性。为了研究不同应力路径对钙质

砂的颗粒破碎和力学性质的影响，对不同固结压力的钙质砂进行了 5 种应力路径下的排水三轴压缩试验。结果表明：

不同应力路径对钙质砂的应力–应变关系、抗剪强度和颗粒破碎特性有较大的影响。相同固结压力下，等轴向应力试验

的剪胀现象最为明显，颗粒破碎率最小，峰值内摩擦角最大；等围压试验的剪胀现象最不明显，颗粒破碎率最大，峰

值内摩擦角最小；等平均主应力试验的这些性质介于上述两种试验之间。等主应力比和等向固结试验在加载过程中主

要表现为试样的体积压缩，因此与另外 3 种应力路径试验差别很大。不同应力路径对钙质砂应力–应变关系和强度的影

响，除了砂土具有应力路径依附性的特性外，主要来自于应力路径和固结压力的不同产生的颗粒破碎程度不一致造成

的影响，使得在不同的应力路径试验中钙质砂的力学性质表现出更大的差异。 
关键词：钙质砂；力学特性；排水三轴试验；应力路径；颗粒破碎 
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Drained triaxial tests on mechanical properties of calcareous sand                             
under various stress paths 

ZHANG Ji-ru, LUO Ming-xing, PENG Wei-ke, ZHANG Bi-wen 
(School of Civil Engineering and Architecture, Wuhan University of Technology, Wuhan 430070, China)  

Abstract: The mechanical properties of calcareous sand are low in strength and easy to crush and have the characteristics of 

stress path dependence. In order to study the effects of different stress paths on the particle crushing and mechanical properties 

of calcareous sand, a series of drained triaxial compression tests under five stress paths are carried out on calcareous sand with 

different consolidation pressures. The results show that the stress path has a great influence on the stress-strain relationship, 

shear strength and particle breakage of the calcareous sand. Under the same consolidation pressure, the dilation phenomenon is 

obvious in the constant axial stress tests where the particle breakage index is the smallest, and the peak internal friction angle is 

the largest. The dilation phenomenon is less noticeable in the constant confining pressure tests with the largest particle breakage 

index and the smallest peak internal friction angle. These properties of the constant average principal stress tests are in between 

the above tests. The isotropic principal stress ratio tests and the isotropic stress consolidation tests mainly show the volume 

compression of samples during loading, so they are very different from the other three stress path tests. The influence factors of 

different stress paths on the stress-strain relationship and strength of calcareous sands, in addition to the characteristics of sands 

with stress path dependence, mainly come from the effects of inconsistent particle breakage caused by different stress paths and 

consolidation pressures. This is why the mechanical properties of the calcareous sand show great differences in the tests with 

different stress paths. 

Key words: calcareous sand; mechanical property; drained triaxial test; stress path; particle breakage 

0  引    言 
钙质砂是一种以碳酸钙为主要成分的特殊砂土，

具有粒内富含孔隙、形状不规则、颗粒易破碎的特点，

在常应力状态下就能产生颗粒破碎，从而影响钙质砂

的力学特性。另一方面，砂土的力学性质具有很强的

应力路径依附性，不同应力路径对应力–应变关系和

强度有很大的影响[1-2]。因此，对这种既有砂土特性，

同时又容易颗粒破碎的钙质砂，需要探索在不同应力

路径和颗粒破碎双重因素作用下的力学特性。 
自 20 世纪 80 年代开始，许多研究者将应力路径

─────── 
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视为一条主线来分析各类岩土工程问题。一些学者研

究了不同应力路径对砂土的应力–应变关系和抗剪强

度的影响[2-5]。砂土的本构方程研究也逐步考虑到了应

力路径的依附性，目的是建立一种能适合于各种复杂

应力路径条件的本构方程[6-9]。这些研究的对象通常是

标准的石英砂，颗粒质地坚硬、形状比较规则，在常

应力范围的应力路径作用下，很少考虑颗粒破碎对其

力学性质和本构关系的影响。 
同为粒状材料的堆石料也具有应力路径依附性的

特性。与颗粒坚硬的石英砂相比，堆石料的强度偏低，

具有易破碎的特点。近年来随着土石坝的筑坝高度不

断增加，堆石料的颗粒破碎特性受到广泛重视，一些

学者利用大型三轴试验设备研究了应力路径对堆石料

颗粒破碎和力学性质的影响[10-13]。然而针对复杂应力

路径下堆石料颗粒破碎的研究，目前的成果仍比较少。

此外，堆石料与砂土的矿物成分、颗粒大小相差悬殊，

二者的力学性质存在明显差异。 
近年来随着海洋开发和岛礁建设的不断发展，钙

质砂的工程性质受到重视。钙质砂的颗粒破碎与力学

性质的关系，已经成为土力学研究的热点之一[14]。许

多学者利用三轴试验研究颗粒破碎对钙质砂力学性质

的影响[15-17]，并将颗粒破碎指标纳入到钙质砂的临界

状态和本构模型的研究[18-20]。这些研究主要采取的是

单一的、常规的三轴应力路径，而复杂应力路径条件

下钙质砂的三轴试验研究，迄今为止尚不多见，目前

对不同应力路径下的三轴压缩和剪切过程中钙质砂的

颗粒破碎特性，以及颗粒破碎对应力–应变关系和抗

剪强度影响规律的认识仍十分有限。鉴于此，本文采

用高压三轴试验系统，对不同固结条件的钙质砂进行

5 种不同应力路径下的排水三轴压缩试验，研究不同

应力路径对钙质砂的应力–应变关系、抗剪强度和颗

粒破碎特性的影响规律，旨在深入认识不同应力路径

下钙质砂的力学特性，为建立复杂应力路径下考虑颗

粒破碎的钙质砂本构模型提供依据。 

1  土样与试验方法 
1.1 土样 

原始土样取自中国南海岛礁的钙质砂。经测试，

钙质砂的 CaCO3 含量为 96.39%，土粒相对质量密度

为 2.76，粒径分布曲线见图 1。考虑到在相同的应力

水平下，均匀分布的钙质砂比非均匀分布时的颗粒破

碎程度更高，为便于研究不同应力路径试验对颗粒破

碎的影响，采用筛分法制备粒径范围为 1～0.5 mm 的

单一粒组的试样，该粒组的颗粒占原始级配钙质砂的

质量百分比超过 50%。 

图 1 钙质砂的粒径分布曲线 

Fig. 1 Grain-size distribution curves of calcareous sand 

1.2  试验方法 

试验采用英国 GDS 公司生产的高压三轴试验系

统（HTPAS）。试验过程采用伺服电机控制，围压和

反压均由电机控制的压力体积控制器施加，围压可达

16 MPa，反压可达 4 MPa。位移传感器量程±25 mm，

荷重传感器量程 100 kN。试样为圆柱形，直径 50 mm，

高100 mm。在圆柱形底座上包裹一个1 mm厚橡皮膜，

膜内采用砂雨法撒干砂制备试样。制成试样的干密度

ρd=1.45 g/cm3，孔隙比 e=0.9，相对密度 Dr=0.72。为

抑制试样的边缘效应，试样帽、底座与试样之间各采

用一个 6 mm 厚的抛光金属透水板相连。试验中的压

力室和进、排水管道均为钢制，围压采用液压油加载，

避免了仪器的压力变形。试样在三轴试验系统中反压

饱和后，即可进行不同应力路径下的三轴试验。 
本文采用的三轴试验应力条件下应力和应变的符

号意义如下：固结压力 c ，轴向应力 1 ，围压 3 ，

轴向应变 1 ，体应变 v ，平均主应力 p=（ 1 32  ）

/ 3，偏应力 q= 1 3  ，与 q 相适应的剪应变 s = 1 - v / 
3，主应力比 R= 1 3/  ，应力比 η=q/p=3（R-1）/（R+2）。
各试验在 p–q 平面内的应力路径见图 2，进行了固结

压力 c =0.3，0.6，1.2，2.4，4.8 MPa 的等向压缩试验

（HC），以及在上述 5 种固结压力的等向固结条件下，

进行了等 3 而增大 1 （CTC）、等 1 而减小 3 （RTC）
和等 p（TC）的排水三轴压缩试验。此外还进行了不

固结条件下等主应力比的排水三轴压缩试验（PL），
选取了 5 个主应力增量比 1 3/   =1.5，2.0，2.5，3.0，
3.5，对应的应力增量比 Δq/Δp=0.43，0.75，1，1.2，
1.36。应力路径试验方案见表 1，共进行了 5 种应力路

径下的 25 组试验，其中，HC 试验将试样的体积变化

率小于 5 mm3/min 作为试验终止标准，PL 试验将 σ3

增至 1.2 MPa 设为试验终止条件，CTC，RTC 和 TC
试验将控制轴向应变 ε1=20%作为试验终止标准，旨在

尽量增大钙质砂的颗粒破碎量。 
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图 2 p–q 平面内的应力路径 

Fig. 2 Stress paths in p–q plane 

表 1 应力路径试验方案 

Table 1 Schemes of stress path tests 

试验 
编号 

应力增量比 固结 
压力

c /MPa 

应力 
路径 

控制 
方式 

剪切 
速率 

3

1





  

p
q


  

HC0.3

1 0 

0.3 

1 = 3 = c
不变 

应力 
控制 无 

HC0.6 0.6 
HC1.2 1.2 
HC2.4 2.4 
HC4.8 4.8 

CTC0.3

∞ 3 

0.3 
1 增大 

3 = c 不变

应变 
控制 

Δε1=0.05 
mm/min 

CTC0.6 0.6 
CTC1.2 1.2 
CTC2.4 2.4 
CTC4.8 4.8 
RTC0.3

0 -3/2 

0.3 
1 = c 不变

3 减小 
应力 
控制 

3 5   
kPa/min 

RTC0.6 0.6 
RTC1.2 1.2 
RTC2.4 2.4 
RTC4.8 4.8 

TC0.3

-2 ∞ 

0.3 
1 增大 

3 减小 

p= c 不变 

应力 
控制 

1 5   
kPa/min 

3 2.5 
kPa/min 

TC0.6 0.6 
TC1.2 1.2 
TC2.4 2.4 
TC4.8 4.8 
PL1.5 1.5 0.43 

无 
1 增大 

3 增大 
应力 
控制 

3 5   
kPa/min 

PL2.0 2.0 0.75 
PL2.5 2.5 1.00 
PL3.0 3.0 1.20 
PL3.5 3.5 1.36 

各组试验完毕后，小心取出试样，利用筛析法进

行粒度分析，以获取试样的粒径分布曲线来量化颗粒

破碎程度。本文采用 Hardin[21]提出的相对破碎率 Br

来量化钙质砂的颗粒破碎，即分别将试验前和试验后

的粒径分布曲线与 0.075 mm 粒径截断线所围成的面

积，定义为试验前和试验后的破碎势。将试验前和试

验后的破碎势之差定义为破碎量，则相对破碎率为破

碎量与试验前破碎势的比值。 

2  结果与分析 
2.1  应力–应变特性 

图 3 为 CTC，RTC 和 TC 试验中的偏应力与轴向

应变的关系曲线。从图中可以看见，3 种应力路径的

应力–应变曲线形状基本相似，大致呈非线性的双曲

线型。相同应力路径下，应力–应变曲线的起始坡度

随固结压力增大而变陡。不同应力路径下，应力–应

变曲线的起始坡度也不同，CTC 试验的较缓，TC 试

验的变陡，RTC 试验的最陡，偏应力到达峰值的轴向

应变很小。除了高固结压力的 CTC4.8 试验外，其它

试验的应力–应变曲线均表现为应变软化现象，固结

压力越小，应变软化特征越明显，峰值偏应力随着固

结压力增大而增大。 

图 3 偏应力与轴向应变的关系曲线 

Fig. 3 Curves of deviator stress versus axial strain 

图 4 为 CTC，RTC 和 TC 试验中的体应变与轴向

应变的关系曲线，其中体应变是从试验的总体应变中，

扣除了等向固结条件下由固结压力 σc产生的体应变，

为试验在剪切阶段产生的体应变。从图 4 可以看见，

除了高固结压力的 CTC4.8 试验外，其它试验随着轴

向应变的增加，体应变先缩小，后膨胀。固结压力越

小，剪胀现象越显著，随着固结压力的增大，剪胀倾

向减少。不同应力路径对钙质砂剪胀的影响较为明显，

剪胀的大小、体应变为零时对应的轴向应变、体应变

终值的大小等都有很大区别。 
从图 4 还可以看见，RTC 试验开始就表现为剪胀

现象，试验过程中体应变基本上为负值；TC 试验总

体表现为剪胀，在低固结压力时的剪胀现象更加明显，

在较小的轴向应变时，体应变由正转负值；CTC 试验

只在低固结压力时的剪胀现象较为明显，轴向应变增

加到一定量时，体应变转为负值，但随着固结压力的

增大，剪胀倾向减少。高固结压力的 CTC4.8 试验的

体应变始终为剪缩，需要相当大的轴向应变，才会趋

于不胀不缩。 
图 5 为 CTC，RTC 和 TC 试验中的主应力比与轴

向应变的关系曲线。从图中可以看见，主应力比随轴

向应变的增加而增加，达到峰值后又逐渐降低，降低

幅度与剪胀变化趋势相一致。相同应力路径下，固结

压力越低，剪胀效应越显著，曲线上主应力比出现峰

值的现象越明显。不同应力路径下，由于 RTC 试验的

剪胀效应显著，曲线上具有明显的峰值主应力比，应
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变软化现象十分明显；CTC 试验只是在低围压时曲线

具有较为明显的峰值主应力比，在高围压下，随着轴

向应变的增加，主应力比不出现峰值；TC 试验的曲

线特点介于 RTC 和 CTC 试验之间，低围压时曲线具

有明显的峰值主应力比，高围压时的曲线无明显峰值

主应力比。 

 

图 4 体应变与轴向应变的关系曲线 

Fig. 4 Curves of volumetric strain versus axial strain 

 

图 5 主应力比与轴向应变的关系曲线 

Fig. 5 Curves of principal stress ratio versus axial strain 

图 6 为 PL 试验中的轴向应力和偏应力分别与轴

向应变的关系曲线，从图中可以看出，两种应力–应

变曲线大致呈幂函数型。随着主应力比值的增大，轴

向应力与轴向应变关系曲线的后段逐渐变缓，见图 6
（a）。这一特征在偏应力与轴向应变关系曲线上表现

的不明显，随主应力比值的增大，曲线后段的差别很

小，见图 6（b）。 
图 7 为 PL 试验中的体应变分别与轴向应变和平

均主应力的关系曲线，HC 试验作为 R=1 的 PL 试验，

试验结果也绘在图 7（b）中。图 7（a）显示，体应变

与轴向应变关系曲线近似呈直线关系，说明在 PL 试

验的加载过程中，试样均表现为体积压缩。随着主应

力比值的增大，直线的斜率变缓，并出现相互交叉的

现象。这一特点在体应变与平均主应力的关系曲线上

也有所体现，图 7（b）显示，曲线近似呈双曲线型，

各种不同主应力比值的曲线相互交织在一起。孙岳崧

等[3]对承德中密砂进行了类似的研究，在不同主应力

比的PL试验中也观察到体应变曲线相互交叉的现象，

这说明体应变同时受到平均主应力和偏应力的影响。 

 

图 6 轴向应力和偏应力与轴向应变的关系曲线 

Fig. 6 Curves of axial stress and deviator stress versus axial strain 

 

图 7 体应变与轴向应变和平均主应力的关系曲线 

Fig. 7 Curves of volumetric strain versus axial strain and average  

principal stress 

各种应力路径试验成果的比较见表 2，从中可以发

现，应力–应变曲线为双曲线型的 CTC，RTC 和 TC
试验，曲线的初始斜率随着固结压力的增加而增加，

即应力–应变曲线的起始坡度随固结压力增大而变陡

（图 3）。峰值主应力差和峰值平均主应力随着固结

压力的增加而增加，而峰值主应力比和峰值应力比则

随着固结压力的增加而减小；相同固结压力下的峰值

主应力差和峰值平均主应力，CTC 试验的最大，TC
试验的其次，RTC 试验的最小。而峰值主应力比和峰

值应力比却正好相反，CTC 试验的最小，TC 试验的

居中，RTC 试验的最大；TC，CTC 试验中，体变为零

时的轴向应变值随固结压力的增大而增大。 
2.2  应力路径的归一化分析 

孙岳崧等[3]对承德中密砂进行了 6 种不同应力路

径的三轴试验研究，其中与本文相同的有 HC，CTC，
TC，PL 等 4 种试验。本文借鉴其对应力路径归一化

的处理方法，旨在能够将钙质砂的试验结果与承德砂

进行比较。该方法是将各种应力路径的偏应力 q 除以

相对应的平均主应力 p，得到应力比 η，即对各种应力 
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表 2 各种应力路径试验成果的比较 

Table 2 Comparison of test results of various stress paths 

试验 
编号 

固结 
类型 

固结 
压力 

c  

/MPa 

应力 
增量比 

/q p   

应力 
应变 
曲线 
线型 

曲线 
初始 
斜率 
/MPa 

峰值主

应力差
qmax 

/MPa 

峰值平均

主应力
pmax 

/MPa 

峰值

主应

力比 
Rmax 

峰值 
应力比

ηmax 

 

体变零

时的轴

向应变 
/% 

最终 
体变 
εvmax 
/% 

最终破

碎率 
Br 
/% 

峰值内

摩擦角 
φp 

/(°) 

最终内 
摩擦角 

φf 

/(°) 
HC0.3 

等向

固结 

0.3 

0 幂函 
数型 

— 0 0.30 1.00 0 — 1.28 0.59 — — 
HC0.6 0.6 — 0 0.60 1.00 0 — 2.23 0.89 — — 
HC1.2 1.2 — 0 1.20 1.00 0 — 3.33 1.09 — — 
HC2.4 2.4 — 0 2.40 1.00 0 — 5.52 1.64 — — 
HC4.8 4.8 — 0 4.80 1.00 0 — 7.66 2.11 — — 

CTC0.3 

等向

固结 

0.3 

3 双曲 
线型 

28.18 1.60 0.84 6.33 1.92 5.60 -11.20 2.38 46.65 41.36 
CTC0.6 0.6 75.14 2.69 1.50 5.48 1.80 10.20 -5.68 4.69 43.75 40.76 
CTC1.2 1.2 112.02 4.29 2.64 4.58 1.63 — 1.06 8.97 39.91 39.03 
CTC2.4 2.4 123.34 7.20 4.81 4.00 1.47 — 8.56 14.93 36.86 36.86 
CTC4.8 4.8 139.20 12.32 8.91 3.57 1.30 — 12.15 22.00 34.20 34.20 
RTC0.3 

等向

固结 

0.3 

-3/2 双曲 
线型 

90.15 0.27 0.29 10.20 2.21 0.16 -18.79 0.83 55.23 48.54 
RTC0.6 0.6 150.52 0.52 0.61 8.64 2.12 — -17.82 0.82 52.42 45.03 
RTC1.2 1.2 170.26 1.02 1.20 7.17 1.94 — -14.51 1.31 49.05 40.94 
RTC2.4 2.4 192.46 1.99 2.40 6.13 1.88 — -11.99 3.09 46.02 40.48 
RTC4.8 4.8 253.23 3.82 4.80 5.00 1.70 — -5.08 8.16 41.82 40.01 
TC0.3 

等向

固结 

0.3 

∞ 双曲 
线型 

66.50 0.60 0.34 6.66 1.92 2.15 -11.73 1.78 47.63 41.68 
TC0.6 0.6 89.05 1.17 0.64 6.14 1.89 3.83 -10.19 2.57 46.04 40.48 
TC1.2 1.2 93.20 2.28 1.23 6.15 1.89 5.46 -9.36 4.70 46.07 40.99 
TC2.4 2.4 217.46 4.12 2.42 5.02 1.71 13.94 -2.83 9.53 41.88 39.86 
TC4.8 4.8 266.15 7.26 4.82 4.06 1.51 — 5.39 18.43 37.20 37.20 
PL1.5 

不 
固结 

— 0.43 
幂函 
数型 

— — 1.41 1.50 0.43 — 3.40 1.30 — — 
PL2.0 — 0.75 — — 1.60 2.00 0.75 — 3.84 1.46 — — 
PL2.5 — 1.00 — — 1.80 2.50 1.00 — 4.02 1.87 — — 
PL3.0 — 1.20 — — 1.89 3.00 1.20 — 4.44 2.01 — — 
PL3.5 — 1.36 — — 2.20 3.50 1.36 — 5.79 2.67 — — 

路径都用平均主应力进行归一化处理，再将应力比 η
与剪应变 εs整理成 η–εs曲线和 εs/η–εs曲线来分析应

力路径的影响。 
图 8 为 CTC，RTC 和 TC 试验的 η–εs关系曲线，

从中可以发现，钙质砂在 3 种应力路径下的应力–应

变曲线，归一化结果相差较远。而承德砂在 CTC 和

TC 试验中的应力–应变曲线，归一化结果比较接近[3]，

可见应力路径对钙质砂的影响较为明显。 

图 8 应力比与剪应变的关系曲线 

Fig. 8 Curves of stress ratio versus shear strain 

将CTC，RTC和TC试验数据整理成 εs/η–εs关系，

并绘于图 9，从中可以发现，各应力路径下的 εs/η–εs

关系近似呈直线关系，其中 CTC 和 TC 试验的直线关

系较好，RTC 试验的稍差。故 εs/η 与 εs的关系可写成 

s sa b      ，              (1) 

式中，a，b 分别为直线在纵坐标轴上的截距和斜率。 
孙岳崧等[3]在含 CTC，TC 在内的 4 种应力路径试

验中，发现承德砂在不同固结压力下的 εs/η–εs关系，

可以用一条直线来描述，即无论应力路径是怎样的，

也不管固结压力是多少，式（1）中的参数 a 是恒定不

变的，显然该结论与钙质砂的试验结果有较大差别。

从图 9 可以发现，各试验的 εs/η–εs关系近似为一组相

互平行的直线，表明直线斜率基本相等，但纵轴上的

截距 a 各不相同。相同应力路径下，固结压力越大，a
值越大；不同应力路径下，同一固结压力下的 a 值，

CTC 试验的最大，TC 试验的其次，RTC 试验的最小，

说明 a 值大小与试验的固结条件和应力路径有关。 

图 9 εs/η 与剪应变的关系曲线 

Fig. 9 Curves of εs/η versus shear strain 

Muir 等[22]依据砂土应力–应变关系中利用峰值
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应力比表示的应变软化曲线特征，提出了一种采用应

力比与剪应变表征的双曲线模型，即 
 max s s( )B       ，       (2) 

式中，B 为试验常数。 
比较式（1），（2）可得 a = B/ηmax，表明参数 a 的

大小与峰值应力比成反比。从图 8 和表 2 中的峰值应

力比变化规律，也可看出 a 值并非恒定值，而且不同

应力路径和固结条件下的各个 a 值之间的大小关系，

与图 9 显示的结果完全一致，即相同应力路径下，参

数 a 随固结压力增大而增大。同一固结压力对应的 a
值大小依次是，CTC 试验的最大，TC 试验的其次，

RTC 试验的最小。 
PL 试验的归一化处理是从 5 个主应力比值的试

验中，采集当平均主应力分别到达 0.3，0.6，1.2 MPa
时的有关数据进行归一化，为的是在相同的应力条件

下进行比较。图 10 为 PL试验的 η–εs及 εs/η–εs曲线，

从中可发现，不同主应力比的 PL 试验的应力–应变

曲线不能归一化到一起，见图 10（a），εs/η–εs曲线也

不是一条直线，见图 10（b），其特点与承德砂的试验

结果基本类似，说明钙质砂不能忽视应力路径的影响。 

图 10 应力比和 εs/η 与剪应变的关系曲线 

Fig. 10 Curves of stress ratio and εs/η versus shear strain 
2.3  颗粒破碎特性 

表 2 所示的 CTC，RTC 和 TC 试验中各试样的颗

粒最终破碎率，是从试验完毕后获得的总破碎率中，

扣除了等向固结条件下由相应固结压力σc产生的颗粒

破碎率，整理出试验在剪切阶段产生的颗粒破碎率。

图 11 为颗粒破碎率与固结压力和主应力比的关系曲

线。对有等向固结的各试验，给出了颗粒破碎率与固

结压力的关系，见图 11（a）；对无固结阶段的 PL 试

验，则给出了颗粒破碎率与主应力比的关系，见图 11
（b），由于 HC1.2 也是 R=1 的 PL 试验，故将其结果

也绘于其中。 
图 11（a）显示，各试验中钙质砂的颗粒破碎率随

固结压力增大而增大。在 HC 试验中只有压缩而无剪切

过程，因此即便在较高的固结压力下，钙质砂的颗粒

破碎量也较小。其余 3 种试验中，相同固结压力下钙

质砂的颗粒破碎率，CTC 试验的最大，TC 试验的其次，

RTC 试验的最小。PL 试验中钙质砂的颗粒破碎率随主

应力比值的增大而增大，因在加载过程中主要表现为

体积压缩，故颗粒破碎量也较小，见图 11（b）。 
图 11（a）还显示，应力路径和固结条件对钙质

砂的颗粒破碎率和参数 a 的影响规律完全一致，即在

相同应力路径下，固结压力越大，颗粒破碎率越大，a
值也越大；固结压力相同而应力路径不同时，颗粒破

碎率的大小依次为，CTC 试验的最大，TC 试验的其次，

RTC 试验的最小，而对应的 a 值的大小具有与之完全

相同的次序。考虑到钙质砂与承德砂的主要差别在于

其显著的颗粒破碎特性，这表明钙质砂与承德砂在 a
值上的差异，也即二者的应力–应变关系在归一化结果

上出现的差别，主要是由试验过程中钙质砂的颗粒破

碎引起的，说明固结压力和应力路径对钙质砂应力–

应变关系的影响，除了源自于砂土具有应力路径依附

性的特性外，还来自于因应力路径和固结条件的不同，

造成的颗粒破碎程度不一致带来的影响。 

 
图 11 颗粒破碎率与固结压力和主应力比的关系曲线 

Fig. 11 Curves of breakage index versus consolidation pressure  

and principal stress ratio 

图12为4种应力路径试验中的偏应力峰值与颗粒

破碎率的关系。从图中可看见，CTC，RTC 和 TC 试

验的偏应力峰值与颗粒破碎率的关系近似呈相同的直

线关系。峰值偏应力越大，颗粒破碎率越高，直线关

系基本上不受应力路径的影响。PL 试验的峰值偏应力

与颗粒破碎率也呈现类似的直线关系，但比 CTC，RTC
和 TC 3 种试验的直线平缓。 

 
图 12 颗粒破碎率与最大偏应力的关系 

Fig. 12 Relationship between breakage index and maximum  

deviator stress 
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图13给出了5种应力路径试验中的最大体应变与

颗粒破碎率的关系。从图中可发现，CTC，RTC 和 TC
试验中的体应变，无论是剪胀、剪缩，还是先缩后胀，

各试验中的最大体应变与颗粒破碎率的关系也具有相

同的变化规律，同样不受应力路径的影响。HC 和 PL
试验在加载过程主要表现为压缩，颗粒破碎率随体应

变增长而增大，变化规律与 CTC，RTC 和 TC 3 种试

验差别较大。 
图14给出了5种应力路径试验中的最大平均主应

力与颗粒破碎率的关系。图中显示，相同应力路径下，

各试验中的最大平均主应力与颗粒破碎率近似呈直线

关系，最大平均主应力越大，颗粒破碎率越大。不同

应力路径下，最大平均主应力与颗粒破碎率的直线关

系各不相同，其中，TC 试验的直线最陡，其后依次

为 CTC，RTC 和 PL 试验，HC 试验的直线最为平缓，

说明最大平均主应力随颗粒破碎率的变化规律受到了

应力路径的影响。 

图 13 颗粒破碎率与最大体应变的关系 

Fig. 13 Relationship between breakage index and maximum  

volumetric strain 

图 14 颗粒破碎率与最大平均主应力的关系 

Fig. 14 Relationship between breakage index and maximum  

average principal stress 

图15给出了4种应力路径试验中的峰值主应力比

Rmax和峰值应力比 ηmax与颗粒破碎率的关系。图中可

见，CTC，RTC 和 TC 试验中的峰值主应力比随着颗

粒破碎率的增加而降低，各试验的 Rmax–Br 关系基本

相同，不受应力路径的影响。RTC 试验在低破碎率阶

段对应的峰值主应力比偏高，与对应的低固结压力下

钙质砂应变软化现象和剪胀效应十分显著的特性有

关。图 15 还显示，峰值应力比与颗粒破碎率也有类似

的关系，峰值应力比随颗粒破碎率增大而减低，变化

趋势近似直线变化。PL 试验中的峰值主应力比和峰值

应力比均随颗粒破碎率增加而增加，但与 CTC，RTC
和 TC 试验存在很大差别。 

图 15 峰值主应力比和峰值应力比与颗粒破碎率的关系 

Fig. 15 Relationship between maximum principal stress ratio or  

maximum stress ratio and breakage index 

2.4  抗剪强度特性 

按照莫尔–库仑强度理论，无黏性土在三轴排水剪

切中的内摩擦角 φ 与主应力比 1 3/  的关系为 
1 1 3

1 3

/ 1
sin

/ 1
 


 

 



  。         (3) 

基于式（3），分别利用峰值主应力比 Rmax= 

1 3 max( / )  和试验终止时（ε1=20%）的主应力比 Rf= 

1 3 f( / )  ，计算出对应的峰值内摩擦角 φp和最终内摩

擦角 φf，计算结果见表 2。图 16 给出了 CTC，RTC
和 TC 试验中钙质砂的 φp和 φf与固结压力的关系，图

16（a）显示，相同应力路径下，φp随固结压力的增大

而减小；不同应力路径下，相同固结压力时 φp差别较

大，其中 RTC 试验的最大，TC 试验的其次，CTC 试

验的最小，三者 φp 的差幅为 1°～9°。钙质砂的 φf

也有类似的规律，但差幅减小，约为 1°～7°。 

图 16 φp, φf与固结压力的关系 

Fig. 16 Relationship among φp, φf and consolidation pressure 

本文采用 Duncan 等[23]提出的非线性强度准则来
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分析不同应力路径下钙质砂的峰值内摩擦角与固结压

力的关系，即 
 p 0 c alg( / )p        ，        (4) 

式中， 0 为一个大气压下的内摩擦角，  为随 c 增

加内摩擦角的减小值，pa为标准大气压。 
按照式（4）对不同应力路径下的试验结果进行拟

合分析，结果如图 16（b）所示，CTC 试验的 0 =51.7°，

 =10.6°，拟合度 R2=0.9964；RTC 试验的 0 = 
60.8°，  =11°，拟合度 R2=0.9951，二者的直线斜

率基本一致，但截距不同，说明应力路径对峰值内摩

擦角有影响，式（4）对 CTC 和 RTC 试验具有良好的

适用性。但 TC 试验数据的离散性较大，不能用式（4）
的直线规律来描述，见图 16（b）。秦尚林等[11]对粗粒

料也进行了类似的研究，得到了同样的结论。 
图 17 给出了 CTC，RTC 和 TC 试验中钙质砂的 p

及 φf与颗粒破碎率的关系，从中可以看见，钙质砂的

峰值内摩擦角随颗粒破碎率的增大而降低，不同应力

路径下的变化规律基本相同，没有受到应力路径的影

响。孙岳崧等[3]对不同固结条件的承德砂进行了 5 种

应力路径的三轴试验结果显示，内摩擦角仅相差 1°
左右，因而得出了不同固结条件和应力路径对砂土抗

剪强度指标影响不大的结论，显然这与钙质砂有很大

区别。无论是图 16 中的试验结果，还是式（4）代表

的变化规律，都表明钙质砂的峰值内摩擦角受到了固

结条件和应力路径的影响。但是从图 17 给出的钙质砂

峰值内摩擦角随颗粒破碎率的变化规律来看，这一差

别还是由于试验过程中颗粒破碎引起的，说明不同应

力路径及固结条件对钙质砂强度的影响，主要还是来

自不同应力路径和固结压力产生的颗粒破碎程度不同

而造成的影响。 

 

图 17 φp, φf与颗粒破碎率的关系 

Fig. 17 Relationship among φp, φf and breakage index 
图 17 显示，RTC 试验在破碎率很小时具有很高

的峰值内摩擦角，该现象与颗粒的咬合作用有关。在

低固结压力下的 RTC 试验，钙质砂的剪胀作用十分突

出，极大地增大了颗粒的咬合摩擦，因此需要更多的

能量来克服，因而就具有了较高的峰值内摩擦角。但

随着颗粒破碎率的增大，颗粒破碎抵消了剪胀作用，

剪胀性逐渐消失，咬合作用消除，峰值内摩擦角逐渐

降低。 
钙质砂在常规三轴固结排水剪试验中的峰值内摩

擦角与颗粒破碎率关系的关系，可以采用指数函数来

描述[24]，即 
r

p 1 2 e AB       ，         (5) 

式中， 1 ， 2 ，A 为试验常数。 
本文利用式（5）对 CTC，RTC 和 TC 试验中的峰

值内摩擦角与颗粒破碎率的试验数据进行拟合分析，

结果显示拟合度 R2=0.9049，其中的参数 1 =35°，

2 =18.5°，A=0.141，见图 17，说明式（5）也适用

于描述不同应力路径下钙质砂的峰值内摩擦角随颗粒

破碎率的非线性变化规律。 
图 17 还显示，最终内摩擦角的试验数据较为离

散，规律不明显，但可以大致看出最终内摩擦角随着

颗粒破碎率的增加而呈现降低的趋势，但是与峰值内

摩擦角相比，降幅较小，说明即便在试验终止时的大

应变下，试样的胀缩已经很小，但仍存在一些咬合作

用，不能完全消除咬合摩擦。与峰值内摩擦角相比，

最终内摩擦角较为稳定，意味着颗粒破碎对消除咬合

摩擦的作用已经不大了。 

3  结    论 
本文对钙质砂进行了不同固结压力下 5 种应力路

径的排水三轴压缩试验，研究应力路径对钙质砂应力–

应变关系、抗剪强度及颗粒破碎特性的影响，主要结

论如下： 
（1）应力路径对钙质砂的应力–应变关系有较大

的影响。RTC 试验的剪胀效应显著，TC 试验的剪胀

现象比较明显，CTC 试验的剪胀性最弱。随着固结压

力的增加，剪胀倾向减小。PL 和 HC 试验在加载过程

中主要表现为体积压缩，因此与 CTC，RTC 和 TC 试

验的应力–应变关系差别很大。 
（2）应力路径和固结条件对颗粒破碎的影响规律

是，颗粒破碎率随固结压力的增大而增大。相同固结

压力的钙质砂在不同应力路径下的颗粒破碎率不同，

颗粒破碎率 CTC 试验的最大，TC 试验的其次，RTC
试验的最小。PL 试验的颗粒破碎率随主应力比值的增

大而增大。峰值应力与应变与颗粒破碎率的关系受应

力路径的影响较小。 
（3）应力路径和固结条件对强度的影响规律是，

内摩擦角随固结压力的增大而减小。相同固结压力时

钙质砂在不同应力路径下的峰值内摩擦角不同，峰值

内摩擦角 RTC 试验的最大，TC 试验的其次，CTC 试
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验的最小。最终内摩擦角与峰值内摩擦角也有类似的

变化规律。 
（4）颗粒破碎对抗剪强度的影响规律是，内摩擦

角随颗粒破碎率增大而减小，变化规律不受应力路径

的影响。不同应力路径下钙质砂的峰值内摩擦角与颗

粒破碎率的关系，可以用相同的指数函数来描述。 
（5）固结条件和应力路径对钙质砂应力–应变关

系的影响，除了源于砂土具有应力路径依附性的特性

外，还来自应力路径和固结压力的不同，所造成的颗

粒破碎不一致带来的影响。而不同应力路径及固结条

件对钙质砂强度的影响，也是因不同应力路径和固结

压力产生的颗粒破碎不同而造成的，使得钙质砂在不

同的应力路径试验中的抗剪强度有所差异。 
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全局等效线性化土层地震反应分析方法 
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摘  要：强非线性下土层地震反应数值模拟方法是国际难题，等效线性化是该类问题最佳求解方式之一。提出了全局

等效剪应变的概念和算法，编制了新的等效线性化土层地震反应计算程序。研究表明，以 0.65 倍最大剪应变为等效剪

应变的传统方法不适于土层强非线性应变模拟，采用全局优化，以可参与性和完整性为原则构建全局等效剪应变。可

参与性由有效剪应变门槛值确定，以峰值超过门槛值的所有剪应变波共同参与计算来实现剪应变信息的完整性，并采

用零交法保证等效剪应变与剪应变时程之间有唯一对应关系。以 KiK-net 井下台阵 46 个场地、地表 PGA 为 0.04g～1.21g
的 1963 组实测记录为样本，对该方法和现有其它方法进行了对比检验，结果表明所提出的概念和公式正确合理，可很

好地解决模拟强非线性下场地地震放大作用的问题。 
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Holistic equivalent linearization approach for seismic response                  
analysis of soil layers 

SUN Rui, YUAN Xiao-ming 
(Institute of Engineering Mechanics, Key Laboratory of Earthquake Engineering and Engineering Vibration, China Earthquake 

Administration, Harbin 150080, China) 

Abstract: The limitations of the traditional equivalent linearization approaches are investigated. The concept and algorithm of 

the holistic equivalent shear strain are proposed, and a new program for calculating seismic response of the equivalent 

linearized soil is compiled. The research indicates that the traditional approaches for the equivalent shear strain with 0.65 times 

the maximum shear strain are not suitable for simulating the shear stain of soil layers in strong nonlinear cases. Based on the 

holistic optimization, the participation and completeness of the holistic equivalent shear strain are constructed. The participation 

is determined by the effective shear strain threshold. All shear strain waves whose peak values exceed the threshold value are 

used to participate in the calculation to ensure the integrity of shear strain information, and the zero-crossing method is used to 

ensure that there is a unique relationship between the effective equivalent shear strain and the shear strain time history. By 

taking 1963 sets of records in the four types of sites with surface PGA from 0.04g to 1.21g in KiK-net underground arrays as 

samples to compare the new method with the other existing methods, the results show that the proposed concepts and formulas 

are correct and reasonable, and they can solve the problem of simulating strong nonlinear seismic amplification. 

Key words: equivalent linearization; seismic response analysis; strongly nonlinear case; holistic equivalent shear strain; 

effective shear strain threshold; SITERESPONSE

0  引    言 
大量震害调查表明，土层放大效应对各类工程地

震破坏有十分重要的影响，因此在工程场地地震安全

性评价、重大工程抗震设计和地震区划工作中，土层

地震动计算都是必不可少的环节[1-4]，分析方法的可靠

性和合理性不仅决定着工程的地震安全，也极大地影

响着工程造价。其中，深厚软土场地地震动数值模拟

是岩土地震工程亟待解决的问题，也一直是土动力学

研究中的一个国际难题[5-6]。 
一维土层地震反应分析方法是土层地震动计算中

最主要最基本的方法。等效线性化是进行非线性问题

近似计算的常用方法，具有物理意义清晰、模型简单、
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参数易得、计算效率高及收敛性好的显著优势，在工

程实践当中颇受青睐，至今仍是不可替代的主流方法。

目前国际上使用最广泛的一维土层等效线性化地震反

应分析方法和程序为加州大学伯克利分校研发的

SHAKE 系列[7-8]，一直是目前各类动力计算软件可靠

性的对比标准。该程序采用最大剪应变的 0.65 倍作为

等效剪应变来确定土层剪切模量，国内广泛使用的

LSSRLI-1 原理与此相同。 
另一种土层反应分析方法是时域弹塑性方法。虽

然时域弹塑性计算方法理论上更符合实际情况，但由

于时域动力反应计算涉及到土体的动应力–应变本构

关系以及计算效率的问题，远没有达到成熟阶段。从

工程实用角度，目前一维土层地震反应分析时域非线

性弹塑性计算程序典型代表是 DEEPSOIL，为利诺伊

大学厄巴纳-香槟分校研发。但是，从目前使用看，实

际上并未能取得很好应有效果，强震下软土场地

DEEPSOIL 计算结果反而没有 SHAKE2000 好[9-11]。 
SHAKE2000 和 DEEPSOIL 最大的问题，是在计

算软土场地特别是深厚软土场地时，计算出的反应谱

的“矮粗胖”，其中“矮”指的是计算出的地表加速

度峰值很低，远低于实测记录，有时甚至比输入加速

度峰值还小，实际工程中无法接受[12-14]。国外学者[15-18]

采用大量井下台阵实测记录的对比研究表明，目前实

际工程中最需要解决的是所有方法都不能很好地预测

高强度输入运动下场地地震动的高频特性的问题，计

算出的剪应变过大而地表 PGA 平均意义上比实际小

50%～75%。 
针对该问题，中国学者近期研发了 SOILQUAKE

软件[19]。它以线性黏弹性波动理论和傅里叶时频变换

为求解基础。采用频率一致计算方法，解决了软土场

地地表加速度峰值计算严重偏小的问题，但经使用发

现高频部分反应计算结果偏大。更重要的是，频率一

致只是一种数学方法，计算中不含物理意义，难以控

制，同时因为是频域方法，目前还难以扩展到二维和

三维问题。 
近期一些学者针对频域等效线性化计算方法也进

行了一些改进尝试 [20-22]，其改进方式称为 FDM
（frequency-dependent method），即考虑频率相关性的

等效剪应变计算方法，但研究表明，这种 FDM 方式，

是以土体剪应变与震动速度之间成定值比例关系为基

本出发点，这一关系仅在无界域波传播情况存在，对

于水平成层场地不成立。即该改进方式存在定性错误，

无论效果如何，理论上都不成立[19]。 
等效线性化土层地震反应计算方法中最核心的问

题是等效剪应变的计算方法。本文通过实例分析，研

究传统等效剪应变计算方法的不当之处，寻找改进线

索，以新的思想确定等效剪应变计算原则，兼顾土层

自身非线性特性和输入荷载两方面因素，以实际样本

构造出新的等效剪应变计算公式，最后用实际井下记

录初步检验概念和方法的可靠性，同时与现有其它方

法进行对比。 

1  传统方法的问题 
在现有一维土层等效线性化分析方法中，采用迭

代方法来考虑土的非线性，通常以前一次计算得到的

最大剪应变 γmax的 0.65 倍（简称为传统方法，下同）

作为等效剪应变来确定下一次计算时土层剪切模量。

需注意的是，传统方法 0.65 倍数，源于不规则地震加

速度波形转化为 20 次等幅波的经验折减系数，并非源

于土体剪应变的对等关系。 
传统计算方法，在强非线性下往往过于高估等效

剪应变，导致下一次计算中所使用的土层剪切模量被

低估，从而造成场地过于软化的假象，无法真实反映

场地的地震动放大效应。为说明此问题，现构造一个

如图 1 所示的简化计算模型，20 m 范围等效剪切波速

为 115 m/s，属于Ⅲ类场地。土性参数如表 1 所示。输

入波如图 2，为迁安波和 EL Centro 波，基底输入地震

动峰值分别为 0.2g 和 0.25g。 

 

图 1 简化计算模型 

Fig. 1 Simplified model 

采用 SHAKE2000 计算该场地的地震反应，对两

个输入波，计算所得地表加速度峰值分别为 0.25g 和

0.19g，分别为基底输入加速度峰值的 1.12 倍和 0.77
倍，体现不出软土场地放大效应。计算结果明显与实

际记录和现有认识不符，这也是软土场地上现有计算

方法普遍存在的问题。两种波输入下得到的场地第 5
层的剪应变时程示于图 3。迁安波和 EL Centro 输入

下，第 5 层的最大剪应变分别为 1.52×10-3和 1.77× 

10-3，按传统方法得到的等效剪应变为 0.98×10-3 和

1.15×10-3。由图 3 可知，以传统方法得到的等效剪应

变，大于整个剪应变时程中绝大多数的剪应变峰值，

显然会高估实际剪应变，不能等效于土体的真实剪应

变，以此求解得到的地表加速度响应也表明此种方式

已失去了有效性。 
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表 1 简化模型中土层非线性动剪切模量比和阻尼比 

Table 1 Nonlinear dynamic shear modulus ratios and damping ratios used in simplified model 
剪应变 5×10-6 1×10-5 5×10-5 1×10-4 5×10-4 1×10-3 5×10-3 1×10-2 

剪切模量比 0.994 0.985 0.927 0.867 0.586 0.427 0.195 0.077 
阻尼比 0.026 0.032 0.052 0.087 0.139 0.159 0.195 0.203 

 

图 2 简化计算模型中输入的加速度时程 

Fig. 2 Time histories of acceleration in simplified model 

 

图 3 传统方法和本文新思想下等效剪应变的对比 

Fig. 3 Comparison of equivalent shear strains between traditional 

 and new thoughts  

2  全局等效剪应变的概念和计算方法 
2.1  新思想的线索 

鉴于传统方法的问题，寻找更好的等效剪应变算

法就成为关键。针对简化模型 1，先采用一个简单方

式说明本文等效剪应变新算法的基本思想。 
按现有认识，实际不规则地震波（包括加速度、

应变）中的小峰值波对土层地震动的响应作用不大，

真正起到有效作用的是那些较大幅值波，因此所谓等

效，应是包括所有这些较大波的等效。鉴于此，针对

模型 1，本文先简单地以剪应变为 10-5 作为门槛值，

将剪应变时程中所有大于门槛值的穿零剪应变峰值的

平均值取为新的等效剪应变，以此得到新的等效剪应

变示于图 3 中。如图所示，迁安波和 EL Centro 波输

入下，按本文新思想得到的中间层等效剪应变分别为

4.18×10-4和 4.86×10-4。剪应变门槛值的设置，一方

面体现了较大波形对土层地震反应的作用，另一方面

也避免在数量上居多的小幅值波所带来的干扰。按现

有研究成果[20]，小应变下线性解不适于地表 PGA 大

于 0.1g 以及地震加速度频率成分大于 3 Hz 的情况，

即无法给出强地面动下高频运动（含地表峰值加速度）

的合理估计。 
仍采用等效线性化方式，以本文新思想，对于两

个输入波，计算出的地表加速度峰值分别为 0.4g 和

0.36g，为输入峰值的 2.0 倍和 1.44 倍，明显好于传统

方法，表明了新思想的可行性。 
2.2  全局等效剪应变的概念和基本内涵 

通过以上分析可知，以 0.65 传统折减方法计算的

等效剪应变往往大于整个剪应变时程中绝大多数波的

峰值，特别是对于冲击型荷载。即使是振动型荷载，

这种折减方法也不能反映出土体的真实的地震动过

程，给土层地震反应分析带来较大误差。 
为得到合理可靠的结果，本文提出了全局等效剪

应变（HESS，holistic equivalent shear strain）的概念。

这一概念的基本思想为，采用等效线性化迭代技术在

最终结果上逼近一个非线性地震动响应时，其中等效

剪应变的计算要进行全局优化，做到有效而完备。具

体含义包括两部分：一是可参与性原则，即通过设定

一个对非线性反应有贡献的有效剪应变门槛值

（ESST，effective shear strain threshold），峰值大于该

门槛值的剪应变波参加计算，而峰值小于该门槛值的

剪应变波不参与计算；二是完整性原则，即对峰值超

过剪应变门槛值所有剪应变波都要进入计算，计算出

的等效剪应变不是仅由最大剪应变确定，而是由峰值
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超过剪应变门槛值的所有剪应变波共同决定。 
对于全局等效剪应变，笔者认为需要考虑土层自

身动力学非线性特性以及输入荷载两个方面的因素。

具体需要考虑 3 点：①考虑各土层非线性特征，即对

于具有强非线性的土层，需要设定较低的剪应变门槛

值，以使更多的剪应变波形参与到等效剪应变的计算

中，反之亦然；②考虑输入地震动大小，即对于基岩

输入大的地震动，整个土层的剪应变会整体偏大，此

时需要设定较低的剪应变门槛值，以纳入更多的剪应

变波参与等效剪应变的计算，反之亦然；③考虑地震

波形的全部信息。传统 0.65 剪应变计算方法，只与地

震波的最大峰值有关，这会导致两个相同峰值而波形

差异显著的地震波得到的等效剪应变完全一样，这显

然与事实不符。本文的完整性原则要求峰值超过剪应

变门槛值的所有剪应变波都应参与等效剪应变的计

算，并且力求剪应变波形与等效剪应变之间具有唯一

对应关系。 
2.3  基本模型 

针对上述全局等效剪应变计算方法中应考虑的 3
点问题，本文采用如下解决方案： 

（1）采用土层非线性曲线中的参考剪应变作为有

效剪应变门槛值的控制指标之一。土体动剪切模量随

剪应变幅值衰减归一化关系，是土层地震反应分析中

反映土非线性强弱最重要的指标，本文参考剪应变按

土动力学中常规做法，取为动剪切模量比衰减为 0.5
时的剪应变。 

（2）以基岩输入加速度峰值作为有效剪应变门槛

值的控制指标之二，这一指标是输入地震动强度的标

志性指标，能够在宏观上把控整个土层剪应变的大小。 
综合以上考虑，土层中有效剪应变门槛值可以表

达为 
th th maxC     ，           (1) 

式中 
th th r max,b( , )C C     。        (2) 

式中  th 为有效剪应变门槛值； thC 为门槛系数； r 为

参考剪应变，即剪切模量比为 0.5 时所对应的剪应变；

amax,b为基岩输入加速度时程的峰值，单位 g； max 为

剪应变时程中的最大剪应变。 
由于土层参考剪应变与基岩输入加速度峰值相互

独立，式（2）可以进一步写为 

th r max r max,b( , ) ( ) ( )C          ，    (3) 
这样，问题的关键转化成 α 和 β 的求解。 

（3）对于全局等效剪应变的完整性，本文取土层

剪应变时程中所有大于门槛值的穿零剪应变峰值的平

均值，以此作为全局等效剪应变。比较其它一些方法，

零交法非常简便，工程易于接受和操作，且没有人为

因素。在给定剪应变门槛值后，峰值超过剪应变门槛

值的所有剪应变波都将参与等效剪应变的计算，并且

在指定门槛值下，最终得到的等效剪应变与剪应变时

程之间存在唯一对应关系。 
2.4  有效剪应变门槛值计算公式 

发展强非线性下土层地震反应分析方法的技术基

础是具有地表和地下土层或基岩观测点的井下台阵记

录，目前国际上井下台阵强震记录最丰富和最完整的

为日本国家地球科学与防灾研究所建立的KiK-net 强
震动观测网[23]。本文从KiK-net井下台阵中随机选取不

同类别的6个水平场地28组记录作为样本，对其进行试

算。不断改变剪应变门槛值，当计算地表加速度与记

录平均相对误差大致在30%以内，则认为计算的地表

加速度与记录基本相符，完成 和  的求解。本文方

法是一种半经验半理论的简化方法，样本主要是用来

控制土动力非线性和地震动强度影响的大致趋势并建

立一种经验公式，而最重要的工作是与大量实际场地

实测记录进行对比，验证所提出的思想和经验公式。 
已有研究结果表明，土的参考剪应变基本在1.0× 

10-4～1.0×10-2之间。因此，本文在对样本进行计算时，

将土的非线性特性以参考剪应变10-4，10-3和10-2为指

标分为强、中、弱 3种。同时，在实际拟合中发现，

当输入加速度峰值小于0.04g或大于0.1g时，剪应变门

槛值基本为一常数，基岩地震波输入大小影响较小。

这主要是由于输入小于0.04g时，无论土体的非线性特

性如何，剪应变均较小，门槛系数变化不大。输入大

于0.1g时，土体基本均进入大应变阶段，剪应变门槛

系数变化也不大。而在0.04g～0.1g区间内，土体则是

处于一个过渡阶段，剪应变大致范围在10-5～10-3，非

线性曲线变化较大，相应的门槛值也剧烈变化。结合

样本的实际输入，将输入地震动强度按加速度峰值分

为四级，分别以输入加速度峰值0.04g，0.05g，0.1g
为分界值，每一级内取相同的门槛系数，再乘以最大

剪应变后得到剪应变门槛值。 
通过计算，得到了门槛系数与基岩加速度峰值和3

种土层参考剪应变的关系曲线，如图4所示。对于相同

基岩加速度峰值的门槛系数进行拟合，可以得到土层

任意参考剪应变下 的拟合曲线，如图5所示。 
由图 4，5，有 

r r( ) 0.58 lg 3.3       ，       (4) 

max,bmax,b (50 2)

0.245( ) 0.045
1 e    


  ， (5) 

式（4），（5）代入式（1），则有效剪应变门槛值计算

公式为 
th r(0.58 lg 3.3) (0.045 0.245/     

 max,b max(1 exp(50 2))      。       (6) 
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图 4 门槛系数与基岩加速度峰值和土的参考剪应变关系 

Fig. 4 Relationship among threshold coefficient, peak acceleration  

.of bedrock, and three reference shear strains of soil 

图 5 系数 α 与土的参考剪应变关系曲线 

Fig. 5 Relationship between coefficient α and reference shear  

strains of soil 

采用本文全局等效剪应变代替传统 0.65 折减方

法，以此作为一维等效线性化土层反应分析中的等效

剪应变，形成计算软件 SITERESPONSE。 

3  巨厚场地上的验证 
本文将满足《建筑抗震设计规范GB50011—2010》

Ⅳ类场地界定条件且覆盖土层厚度超过 140 m的称为

巨厚场地[24]。对土层地震动数值模拟方法考验最大的

就是巨厚场地，因而本文首先针对这类场地进行方法

对比验证。 
日本 KiK-net 强震井下台阵中，符合水平场地条

件的巨厚场地有 3 个，分别为 NMRH04、AOMH13、
和 IBRH10。为方便与已有研究成果对比，同时保证

各种方法在相同已知条件下进行计算，本文采用

Darendeli 的研究成果[25]，按照文献[11]所给出的土的

非线性曲线数据库和选取方法给出 30 组非线性曲线

得到计算参数。在地震记录选取时，为与中国地震动

区划图对应[26]，只选择地表峰值加速度 PGA 大于

0.04g 的记录，3 个场地井下和地表记录共计 165 组。 
对 AOMH13、IBRH10 和 NMRH04 井下记录，

分别采用 SHAKE2000（简称 S，下同）、 DEEPSOIL5.0
（简称 DP，下同）、SOILQUAKE16（简称 SQ，下

同）和本文软件 SITERESPONSE（简称 SR，下同）

进行计算和对比分析。需注意的是，为保证几种方法

已知条件相同，DEEPSOIL5.0 所需计算参数按土的动

剪模量比和阻尼比进行转化计算。 
3.1  峰值加速度对比 

采用 4 种程序对 3 个巨厚场地剖面进行计算，以

实测记录的地表 PGA 进行分区，计算所有数值模拟结

果与实测记录的相对百分误差绝对值的平均值 MAPE
（mean absolute percentage error）和相对误差的平均

值  ，其表达分别为 
*

1
( / )

MAPE
n

i
y y y

n




   ，       (7) 

*
1
( ) /n

i
y y y
n

 


   ，         (8) 

式中，n 为样本量，y 为实际值，y*为计算值。MAPE
表示整体相对误差的大小，无法区分计算结果相对于

实测记录的偏差方向。μ 可表示计算结果偏大还偏小，

但易产生正负抵消，无法真实反应实际相对误差大小。

因此需同时观察二者，才可对计算结果给出正确评价。 
对所有巨厚场地工况，4 种程序计算出的 MAPE

和相对误差的平均值 μ 示于表 2，表中 3 个 PGA区间，

即 0.04g～0.09g、0.09g～0.19g 和 0.19g 以上，按中国

烈度划分标准，分别约代表烈度六度、七度和八度及

以上，本文分别称为较弱、中强和强地震动及以上。 
表 2 巨厚场地上地表峰值加速度计算误差 

Fig. 2 Relative errors of calculated surface peak accelerations for  

deep soft sites 
PGA 区间/g  DP S SQ 本文 SR 

0.04～0.09 MAPE 
Μ 

0.13 
-0.11 

0.08 
0.06 

0.33 
0.33 

0.11 
0.11 

0.09～0.19 MAPE 
μ 

0.33 
-0.33 

0.16 
-0.16 

0.34 
0.34 

0.09 
-0.04 

>0.19 MAPE 
μ 

0.64 
-0.64 

0.52 
-0.52 

0.40 
0.40 

0.20 
-0.15 

由表 2 可知：PGA 在 0.04g～0.09g 区间时，4 种

程序计算结果相差不大，但 SQ 结果相对偏大；PGA
在 0.09g～0.19g 区间，DP、S 和 SQ 的相对误差较大，

在 15%以上，本文 SR 计算的绝对相对误差和平均相

对误差均较小，在 10%以内；PGA 大于 0.19g 时，本

文 SR 计算的绝对相对误差和平均相对误差均在 20%
以内，SQ 的相对误差均为 40%，而 DP 和 S 相对误差

均在 50%以上。同时可见，DP 和 S 在各区间的平均

相对误差值均为负，说明这两种方法计算结果普遍偏

小，尤其是大于 0.19g 时，所有计算结果均大幅小于

实测值；SQ 计算结果则普遍比实测值大，整体偏大

30%左右。 
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3.2  加速度反应谱对比 

由于较小输入地震波占比很大，本文将 0.09g 以

下数据按 0.01g 为组距，每一组内的计算值做一平均，

绘制地表 PGA 的计算和实测关系及拟合曲线，结果如

图 6 所示。由图可见，DP 和 S 在中等地震强度时计

算 PGA 偏小，在强地震动时计算值偏小现象十分严

重，而 SQ 计算值整体偏大。本文 SR 计算结果基本

上以实测值为中线，在其两侧均匀分布，整体结果与

实测最为接近，克服了前三者的弱点。 

图 6 巨厚场地上计算地表峰值加速度与实测记录拟合曲线 

Fig. 6 Fitting relationship curves between recorded and calculated  

surface peak accelerations for deep soft sites 

图 7 给出了 NMRH04、AOMH13 和 IBRH10 场地

在强地震下 4 个程序计算地表加速度反应谱与实测记

录对比。图 7（a）地表 PGA 记录为 0.436g，S、DP、
SQ 和本文方法计算地表 PGA 分别为 0.148g，0.117g，
0.581g 和 0.345g，S 和 DP 计算结果明显小于地表实

测 PGA 值，甚至小于井下输入峰值加速度，失去了土

层的放大作用。SQ 计算与实测结果接近，但放大作

用略大。本文 SR 的结果与实测较为接近，但放大作

用略小。图 7（b）地表记录为 0.20g，S、DP 和 SQ
计算地表 PGA 分别为 0.101g，0.104g 和 0.200g，本

文 SR 的结果为 0.114g。SQ 计算出的地表峰值加速度

和反应谱与实测值相比较为接近。图 7（c）地表 PGA
记录值为 0.298g，S、DP 计算结果分别为 0.189g，
0.116g，明显小于地表实测值，本文SR的结果为0.328g，
与实测较为接近，同时与实测加速度谱也较为接近。

而 SQ 计算值分别为 0.556g，整体偏大，特别是在高

频部分，远大于实测记录。 

 

 

 

图 7 巨厚场地计算地表加速度反应谱与实测记录对比 

Fig. 7 Comparison between measured and calculated response  

spectra for deep soft site 

4  不同类别场地的验证 
选取 KiK-net 数据库中 43 个不同类别的场地，总

计 1798 组，地表加速度范围为 0.04g～1.21g 的地震

记录对本文方法进行验证。 
4.1  Ⅱ类场地对比 

用于对比检验的 9 个Ⅱ类场地 934 组记录中，地

表加速度峰值分布范围较大，最大达到 1.06g，大于

0.19g 的记录有 54 组。对所有Ⅱ类场地工况，4 种程

序计算地表 PGA 的 MAPE 和 示于表 3，计算出的

地表 PGA 与实测地表 PGA 的关系如图 8。 
由表 3 可知：PGA 在 0.04g～0.09g 区间时，4 种

程序计算结果相差不大，但 DP 结果相对偏大；PGA
在 0.09g～0.19g 区间，S 和 DP 的计算绝对误差、相

对误差和平均相对误差均较大，在 20%左右，本文 SR
和 SQ 的绝对误差和平均相对误差均较小，在 10%左

右；PGA 在 0.19g～0.38g 区间，4 个程序的绝对误差、

相对误差都很大，在 30%以上，但 S 和 DP 的平均相

对误差较大，在 20%以上，而 SR 和 SQ 的平均相对

误差在 10%左右；PGA 大于 0.38g 时，4 个程序的绝

对误差、相对误差都很大，在 40%以上，但 S 和 DP
的平均相对误差较大，在 20%左右，而 SR 和 SQ 的

平均相对误差均在 10%以内。 
由图 8 可见，4 种方法随地震动强度增加与实测

值偏差均呈现增大趋势。较弱地震动下，4 个程序均

表现良好。DP 和 S 程序，中强地震强度时表现较好，
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在强地震强度时表现欠佳，计算出的 PGA 偏小，在超

强地震强度计算值偏小严重。对 SQ 和 SR 而言，计

算误差随地震动强度增加呈直线形式变化，在低烈度

到高烈度区均有较好表现，可反映硬场地强非线性下

的放大作用，克服了 S 和 DP 的弱点。 
表 3 Ⅱ类场地上地表峰值加速度计算误差 

Table 3 Relative errors of calculated surface peak accelerations for  

site of type II 
PGA/g  DP S SQ 本文 SR 

0.04～0.09 MAPE 
μ 

0.14 
-0.14 

0.08 
-0.05 

0.05 
0.01 

0.06 
0.01 

0.09～0.19 MAPE 
μ 

0.24 
-0.24 

0.17 
-0.17 

0.11 
-0.08 

0.12 
-0.12 

0.19～0.38 MAPE 
μ 

0.40 
-0.27 

0.33 
-0.21 

0.37 
-0.04 

0.29 
-0.14 

>0.38 MAPE 
μ 

0.41 
-0.28 

0.43 
-0.16 

0.45 
0.08 

0.48 
-0.10 

图 8 Ⅱ类场地计算地表峰值加速度与实测记录拟合关系曲线 

Fig. 8 Fitting relationship curves between recorded and calculated  

surface peak accelerations for site of type II  

图 9 Ⅱ类场地计算地表加速度反应谱与实测记录对比 

Fig. 9 Comparison between measured and calculated response  

spectra for site of type II 

图 9 给出了Ⅱ类场地在极强地震下 4 个程序计算

地表加速度反应谱与实测记录对比。井下和地表加速

度记录分别为 0.204g 和 0.877g。S、DP 和 SQ 计算地

表加速度 PGA 分别为 0.473g，0.359g 和 0.529g，本

文 SR 的结果为 0.568g。由此可见，在某些极强地震

动下，几种方法的模拟都会出现一定问题，但与 S 和

DP 相比，SQ 和 SR 计算的 PGA 与更接近实际，计算

的反应谱形状也与实测较为接近。 
4.2  Ⅲ类场地对比 

用于对比检验的 29 个Ⅲ类场地的 837 组记录中，

地表 PGA 最大为 1.21g，大于 0.19g 的有 42 组。对所

有Ⅲ类场地工况，4 种程序计算地表 PGA 的 MAPE
和  示于表 4，计算出的地表 PGA 与实测地表 PGA
的关系如图 10。由表 4 可知，PGA 小于 0.19g 时，4
种方法的计算误差基本相当，SQ 稍大，但可接受。

PGA 大于 0.19g 时，本文方法计算误差最小。同时对

比表 4 中的 MAPE 与平均值 μ 可发现，大于 0.19g 时，

S 和 DP 几乎所有计算结果都小于实测，SQ 总体大于

实测值，而本文 SR 结果则围绕实测值上下浮动，平

均误差最小。 
表 4 Ⅲ类场地上地表峰值加速度计算误差 

Table 4 Relative errors of calculated surface peak accelerations  

 for site of type Ⅲ 
PGA/g  DP S SQ 本文 SR 

0.04～0.09 MAPE 
  

0.11 
-0.10 

0.05 
0.03 

0.21 
0.21 

0.10 
0.10 

0.09～0.19 MAPE 
  

0.27 
-0.24 

0.12 
-0.07 

0.32 
0.32 

0.14 
0.11 

0.19～0.38 MAPE 
  

0.45 
-0.45 

0.30 
-0.29 

0.52 
0.50 

0.21 
0.10 

>0.38 MAPE 
  

0.60 
-0.60 

0.41 
-0.41 

0.50 
0.43 

0.20 
0.04 

由图 10 可见，DP、S 和 SQ 的计算结果与实测值

偏差均随地震动强度增加呈现增大趋势，其中 SQ 呈

线性增长，DP 和 S 为指数曲线快速增长形式，而本

文 SR 计算结果与实测记录基本一致。 

图 10 Ⅲ类场地计算地表峰值加速度与实测记录拟合关系曲线 

Fig. 10 Fitting relationship curves between recorded and  

       calculated surface peak accelerations for site of type Ⅲ 

图11给出了Ⅲ类场地在极强地震下4个程序计算

地表加速度反应谱与实测记录对比。井下和地表加速

度记录分别为 0.175g 和 0.809g。对此，S、DP 和 SQ
计算地表加速度PGA分别为 0.290g，0.107g和 0.604g，
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本文 SR 的结果为 0.767g。由此可见，在强地震动下，

S和DP计算结果与实测差距较大，计算出的地表PGA
与井下输入相当，甚至小于井下输入。相比之下，SR
和 SQ 更接近实测。 

图 11 Ⅲ类场地计算地表加速度反应谱与实测记录对比 

Fig. 11 Comparison between measured and calculated response  

spectra for site of type Ⅲ 

4.3  Ⅳ类场地对比 

除去前文所述的 3 个巨厚场地 165 组记录外，本

文研究中还包括了 5 个Ⅳ类场地的 27 组记录，大于

0.09g 的只有一组记录，为 0.10g。因此整体结果与巨

厚场地基本一致，限于篇幅，不再赘述。 

5  综合评价 
地表峰值加速度 PGA 是体现土层放大作用的首

要参数。为分析 4 个方法的可靠性，将 4 种程序在不

同类别场地中计算的平均相对误差随地震强度变化曲

线示于图 12。如果以相对误差±20%以内为可忽略的

界限，从图 12 可见：对Ⅱ类场地，SQ 和本文 SR 对

PGA小于1.0g以内情况均适用，S和DP则分别为PGA
不超过 0.20g 和 0.12g；对Ⅲ类场地，本文 SR 对 PGA
小于 1.0g 以内情况均成立，SQ 对 PGA 小于 0.2g 内

成立，S 和 DP 则分别为 PGA 不超过 0.18g 和 0.10g；
对Ⅳ类场地，SQ 和本文 SR 对 PGA 小于 1.0g 以内情

况均成立，S 和 DP 则分别为 PGA 不超过 0.12g 和

0.08g；对于巨厚场地，本文 SR 对 PGA 小于 0.5g 以

内情况均成立，SQ 计算结果偏大，S 和 DP 则分别约

为 PGA 不超过 0.10g 和 0.05g。 

  

   

 

图 12 不同类别场地下 4 种程序计算相对误差平均值随地震 

强度变化曲线 

Fig. 12 Average relative errors calculated by four programs versus  

seismic intensity for different types of sites 

6  结    论 
为解决等效线性化方法在场地强非线性地震反应

分析的难题，本文分析了传统等效线性化方法的局限，

提出了全局等效剪应变的概念和算法，编制了新的等

效线性化土层地震反应计算程序，采用含有 4 种类别

的 46 个场地 1963 组实测井下地震记录对本文及其它

现有方法的有效性进行了对比检验，主要成果如下： 
（1）以 0.65 倍最大剪应变作为等效剪应变的传

统方法，来源于不规则地震加速度波形转化成等幅波

的折减方式，此方法在强非线性下往往高估土体动剪

应变，从而造成场地过于软化的假象，无法真实反映

场地强非线性地震响应。 
（2）提出了全局等效剪应变的概念、思想和算法。

等效剪应变按可参与性和完整性原则获得，即设定对

非线性反应有贡献的有效剪应变门槛值，等效剪应变

则是由峰值超过有效剪应变门槛值的所有剪应变波形
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共同决定。 
（3）有效剪应变门槛值由土层非线性特性和输入

荷载大小决定。以随机选取的不同强度加速度的不同

类别水平场地若干实测记录为样本，得到有效剪应变

门槛值计算模型和参数。 
（4）基于全局等效剪应变算法的等效线性化方

法，比传统等效线性化方法和现有弹塑性方法具有显

著优势，同时克服了频率一致方法在软土场地模拟

PGA 结果总体偏大的缺点。 
（5）本文方法和 SOILQUAKE16 在不同类别场

地下计算 PGA 误差受输入地震动强度影响均不大， 
表明这两种方法误差为计算误差；SHAKE2000 和

DEEPSOIL 在不同类别场地下计算 PGA 误差随地震

强度增加而快速增大，表明这两种方法存在不可忽视

的方法误差。 
（6）极强地震动下，本文方法和 SOILQUAKE

较 SHAKE2000 和 DEEPSOIL 有明显改进，但距实测

结果还有较大差距，需要进一步深入研究。 
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拉哇水电站上游围堰渗流与应力变形动态耦合仿真分析 
吴梦喜
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，宋世雄
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，吴文洪
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摘  要：深厚低渗透土层天然地基上的土石围堰基础中，常常需要采用碎石桩等处理措施缩短固结排水距离，以控制

堰基超孔隙水压力的累计幅度，加速其消散速度，从而减小堰基的变形，提高防渗体系的结构安全性和堰基的抗滑稳

定性。基于拉哇水电站上游围堰设计论证和优化的需要，发展了围堰填筑和基坑开挖全过程渗流与应力变形耦合的二

维和三维有限元仿真方法，并在 LinkFEA 软件中实现，成功用于拉哇上游围堰的计算分析。主要基于二维模型，介绍

了二维模型中考虑三维绕渗效应、耦合计算中水中填筑与开挖边界条件处理、防渗墙与碎石桩施工仿真，二维模型中

碎石桩与土复合地基的等效概化、低渗透土层的渗透系数随着压密而变化模拟等方面的方法，进行了拉哇上游围堰从

地基初始应力计算、土体填筑与结构物施工、基坑开挖的全过程的渗流与应力变形的耦合计算，并对围堰戗堤填筑完

成和堰体填筑完成两个典型时刻堰基的孔隙水压力、位移和土层与桩中的应力情况进行了分析。 
关键词：渗流；变形；有限元；固结；耦合模拟 
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Dynamic coupled simulation analysis of seepage and stress deformation of   
upstream cofferdam of Lava Hydropower Station 

WU Meng-xi1, 2, SONG Shi-xiong1, WU Wen-hong3 
(1. Institute of Mechanics, Chinese Academy of Sciences, Beijing 100190, China; 2. University of Chinese Academy of Sciences, Beijing 

100049, China; 3. Power China Hydropower Zhongnan Engineering Corporation Limited, Changsha 410014, China) 

Abstract: The deep low permeability layers in earth-rock cofferdam foundation often need to use the treatment measures such 

as gravel piles to shorten the distance between consolidation drainages to control the cumulative quantitiy of the excess pore 

water pressure and to speed up its dissipation rate so as to reduce the deformation of dam foundation and improve the security 

of the seepage control system and stability against sliding of the dam foundation. Based on the needs of the design 

demonstration and optimization of the upstream cofferdam of Lava Hydropower Station, the 2D and 3D finite element 

simulation methods for the coupling of seepage and stress deformation in the whole process of cofferdam filling and foundation 

pit excavation are developed and implemented in the software LinkFEA, and are successfully used in the calculation and 

analysis of the cofferdam. The coupled simulation method for seepage and deformation of saturated soil foundation including 

gravel piles and its key simulation techniques are introduced, and the simulation of soil filling in water and construction of 

cutoff wall and gravel piles in the coupled calculation as well as the simulation of the permeability coefficient of low permeable 

soil layers changing with the compaction is realized. The pore water pressure and displacement at two typical stages are 

analyzed, and the variation characteristics of pore water pressure, stress and displacement are described. 

Key words: seepage; deformation; finite element; consolidation; coupled simulation

0  引    言 
围堰是指为建造永久性水利水电工程设施，修建

的临时性围护结构。其作用是防止水进入建筑物的修

建位置，以便在围堰围成的基坑内排水、开挖和修筑

大坝等工程设施。深厚覆盖层上的土石围堰的防渗体

系一般由堰体下部和覆盖层中的混凝土防渗墙、堰身

土质心墙或防渗膜、覆盖层底部与岸坡风化基岩中的

水泥灌浆防渗帷幕构成[1-3]。研究围堰及其基础的渗

流、应力变形和稳定性，防止围堰发生危及防渗体系

安全的过大变形、堰基渗透破坏和滑坡失稳[1-3]，是围

─────── 
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堰设计的重要内容。 
拉哇水电站上游围堰高 60 m，坝址覆盖层总厚度

近 70 m，其中低渗透性的堰塞湖沉积层厚度约 50 m。

堰体在一个枯水季节填筑形成。低渗透软土地基上填

筑，面临孔压过高，变形过大，抗力过小的难题[4]。

拉哇堰基中低渗透土层的固结系数较低，围堰填筑过

程中堰基内产生的超孔隙水压力的消散速度缓慢，需

要在覆盖层中设置碎石桩加速堰基排水固结，提高抗

滑稳定性和减小变形。围堰填筑和运用过程中堰基中

的孔隙水压力、应力变形及稳定安全性的评估是围堰

合理设计的关键。高 52 m 的务坪水库心墙堆石坝的

心墙上游侧坝基存在最大深度 32 m 的软弱土层，其

地基处理的研究进行了离心机模拟试验、渗流变形耦

合计算等研究工作，为软基上修建大坝和围堰积累了

经验[4-5]。拉哇上游围堰的条件更加复杂，需要考虑包

括水中填土、碎石桩和防渗墙施工及堰基开挖全过程

的仿真，对渗流与变形耦合计算提出了新挑战。 
基于拉哇围堰工程的设计需要，本文发展了深厚

覆盖层上的土石围堰填筑与基坑开挖全过程中的渗流

与应力变形强耦合动态仿真方法，并在本单位自主研

发的岩土工程分析软件系统 LinkFEA 中实施。本文所

发展的方法、对拉哇围堰分析的成果，对低渗透饱和

地基上的围堰、码头堆场、排土场等的分析和设计有

一定的参考意义。 
 

 

1  拉哇上游围堰工程概况 
拉哇水电站是金沙江上游河段 13 级开发方案中

的第 8 级。枢纽主要由混凝土面板堆石坝和位于右岸

的溢洪洞、泄洪放空洞、地下厂房等建筑物组成。施

工平面布置如图 1 所示，采用土石围堰拦断河床的隧

洞导流方式。上游围堰最大高度约 60.0 m，大坝基坑

开挖坡高约 70 m，下游围堰最大高度约 24.0 m。导流

建筑物属于临时性建筑物，其级别为 3 级。 
围堰两岸弱风化基岩裸露，岩性为绿泥角闪片岩

（Ptxn
a-1）。左岸地形坡度约 60°，右岸地形坡度 35°～

45°。两岸强卸荷带埋深 10～15 m，弱卸荷带埋深 40～
45 m。河床部位基岩岩性为绿泥角闪片岩（Ptxn

a-1），

弱风化下限铅直埋深 55～75 m，其岩体厚度 5～15 m。 
上游围堰结构如图 2 所示。堰基及基坑边坡区域

河床覆盖层厚度 65～68 m，从上至下分别为表层砂卵

石层（Qal-5）、中部堰塞湖沉积层（Ql-3层、Ql-2层）、

底部砂卵石层（Qal-1），各层详细情况如下： 
（1）表层 Qal-5 砂卵石层，为河床冲积砂卵石层

夹少量漂石，在堰基区域其厚度为 1.4～4.6 m。 
（2）中部 Ql-3堰塞湖相沉积层，含淤泥质粉砂、

黏土质砂，在堰基区域其厚度为 14.7～18.1 m、分布

高程约 2514.00～2521.00 m。 
（3）中部 Ql-2堰塞湖相沉积层，厚度约为 31.4 m，  

 

图 1 施工平面布置图 

Fig. 1 Construction plan of Lawa Hydropower Station 
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图 2 上游围堰结构剖面图（基坑开挖后） 

Fig. 2 Structural profile of upstream cofferdam  
自上而下可分为 Ql-2-③、Ql-2-②、Ql-2-①3 个亚层，其中，

Ql-2-③层以低液限黏土为主，多呈流塑状，厚度 4～8.5 
m；Ql-2-②层以低液限粉土和砂质低液限粉土为主，

多呈可塑—软塑状，厚度 10～15 m；Ql-2-①层以低液

限黏土为主，局部为低液限粉土，多呈可塑—软塑状，

厚度 15.2 m。 
（4）上游围堰下游堰脚处河床底部靠右岸发育有

Ⅰ号透镜体，物质组成为崩石、块石，顺河向长度为

325 m、宽度约 70 m，最大厚度为 32.1 m，分布高程

为 2489.50～2487.00 m。 
（5）河床底部 Qal-1砂卵石层，为卵石、块石夹

砂，在堰基区域钻孔揭露的厚度 4.6～5 m。 
采用 LinkFEA 软件，对围堰设计初步方案的三维

渗流分析和二维渗流与应力变形全过程耦合研究后，

确定的优化设计方案如图 2 所示。堰基混凝土防渗墙

位于堰轴线上游 147.5 m，墙厚 1 m、与防渗墙下部及

两岸趾板下的灌浆帷幕和堰表面的防渗膜构成上游围

堰的防渗体系。防渗墙下游侧堰基梅花型布置直径 1.2 
m 碎石桩（有效直径 1.0 m）。防渗墙下游 177 m 范

围内碎石桩的桩中心线间距和排距均为 3 m；防渗墙

下游 177 m 至 350 m（下游堰脚）范围的桩间排距均

为 2.5 m。在围堰下游坡脚处布置两排共 5 口降水管

井以降低基坑开挖过程中底部 Qal-1层中的水压力，防

止基坑底部堰塞湖沉积层因Qal-1层中的水压力过大而

隆起失稳。基坑开挖时可以将井中水位降至最下层覆

盖层 Qal-1层顶部（高程约 2486 m）。优化后的设计方

案是否满足防渗体系安全性和堰基抗滑稳定安全性，

也需要进一步的渗流与应力变形耦合分析来论证。 

2  耦合计算理论与模拟技术 
渗流与变形耦合模拟是在围堰防渗方案论证后

进行的，本文重点介绍渗流与应力变形耦合分析的研

究成果。 
2.1  渗流与变形耦合的基本方程 

围堰的渗流存在非饱和区，土的饱和度变化影响

渗透系数和含水量。固结试验结果表明，堰塞湖沉积

层的渗透系数在 0～3.2 MPa 的固结压力作用下，变化

可达 1.6～2 个数量级。因此，饱和渗透系数的变化要

考虑孔隙压缩的影响。参考非饱和渗流的 Richards 方
程[6]，假定孔隙气压力为 0 时，容易推导出以指标符

号系统表示的变饱和度耦合变形的渗流微分方程： 

,w w
r w

w , ,

( )
( ) ( ) ( ) 0i i

ij
j i

up p
K k s z s p s

t t
 



                 
。

(1) 
式中  s 为土体的孔隙水饱和度， r ( )k s 为相对渗透系

数（非饱和渗透系数与饱和渗透系数的比值），是饱和

度 s 的函数； ( )ijK  为渗透张量，其主值随着土体的

孔隙率而变化； wp 为水压力； w 为水的重度；z 为正

方向与重力方向相反的坐标轴，可以理解为位置水头；

为孔隙率； w( )s p 是饱和度对孔隙水压力的偏导数，

w w( ) ( ) /s p s p    ；t 为时间；u 为位移向量；i，j 为
下标，表示坐标轴，i，j=1，2，3；下标中逗号‘，’

表示求偏导数，重复下标表示求和。 
    方程（1）左边的第 1 项是渗流速度向量的散度，

中括号内的表达式是广义达西定律表示的渗流速度；

第 2 项和第 3 项分别表示因饱和度和孔隙率变化引起

的孔隙水体积含量变化率（体积应变与孔隙率变化量

相等）。方程中除了渗流基本变量 wp 和变形基本变量

u 以外，还包含饱和度 s、相对渗透系数 r ( )k s 和渗透

张量函数 ( )ijK  这 3 个未知量，需要补充 3 个关系式。

饱和度 s 由饱和度-吸力（即非饱和土中的气相与水相

的压力差）关系函数 w( )s p 计算；相对渗透系数 rk 由

饱和度与相对渗透系数关系函数 r ( )k s 计算。相对渗透

系数常采用 Mualem's[7]公式描述。饱和渗透系数与孔

隙率的关系，则由固结试验确定。 
    变形耦合渗流的微分方程由弹性力学的力平衡方

程（应力采用弹性力学的符号系统，以拉应力为正）

（2）、有效应力公式（3）、本构关系（4）和几何方

程（5）这 4 个方程组成 

,
0ij j if     ，              (2) 

w wsgn( )i j i j ijp p       ，   (3) 

i j ijkl klD     ，              (4) 
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, ,
1 ( )
2ij i j j iu u     。           (5) 

式中  i j 为总应力张量； if 为体积力； i j  为有效应

力张量； wsgn( )p 是孔隙水压力 wp 的符号函数，表示

忽略负的孔隙水压力对变形的影响，即当孔隙水压力

为负值时，有效应力取值同总应力； ijklD 为弹性矩阵

张量，由本构关系计算； kl 为应变张量。下标 i，j，
k，l=1，2，3。 

以上 4 个方程合并可得耦合渗流的变形微分方程 

, , w w
,

1 ( ) sgn( ) 0
2 ijkl k l l k ij i

j

D u u p p f       
 。(6) 

标量方程（1）和向量方程（6），基本变量为孔隙

水压力 wp 和位移向量 ui。采用有限元方法耦合求解。

方程（6）中的本构关系采用邓肯 E-B 非线性弹性模

型按中点应力法计算。两个方程联立求解，迭代计算

收敛后即可获得一个时间步的有限元节点位移增量和

当前时刻的孔隙水压力结果，并依据位移增量计算单

元高斯点的应力增量。 
2.2  围堰全过程耦合仿真若干问题探讨 

除了上节的基本理论以外，还需发展若干技术方

法，以实现围堰工程全过程渗流与变形的数值仿真。

下面撷取模型概化、渗透性随压密变化等问题进行初

步探讨。 
（1）碎石桩在二维模型中的概化模拟方法 
二维模型能以较低的成本快速了解堰基全生命周

期的渗流与变形情况。稳定性分析也主要基于二维有

效应力和孔隙水压力模拟结果。因此，二维计算十分

重要。 
二维模型中，碎石桩区域可以分成桩和基土两种

材料相间分布，按照与三维排水速度等效来确定基土

的宽度。碎石桩的等效宽度取有效置换率与基土宽度

的乘积。 
以地基中等间距布置的碎石桩为例，在平面上将

碎石桩与基土复合地基概化成如图 3 所示的一维模

型。碎石桩的半径为 r0，桩间距为 a，复合地基可以

分割成形状完全相同的三角形区域，如三角形 ADE。
扇形 ABC 是碎石桩，圆心角为 π /6，BDEC 区为基土。

一维模型中 AB 段是碎石桩，BC 段是基土。 

图 3 碎石桩二维模型概化图 

Fig. 3 Schematic diagram of 2D model for gravel piles  

碎石桩对基土起水平径向排水作用，将三角形

ADE 区域等效为半径 R 的扇区。半径为 R 的园即 1
个碎石桩的影响范围。R-r0即基土的最大排水距离。

对于间距为 a，排距为 b 的碎石桩，R 可按如下公式

计算： 
/ πR ab   。             (7) 

圆心角为 的二维扇形区域 CBGF 土体自 FG 向

CB 的径向排水，区域中任意一点到碎石桩中心 A 点

的距离为 r，过该点的等势线长度为 r 。等效为矩形

区域时，该点的等效水平渗透系数为 
rk k
R

    ，                (8) 

式中，k 为原基土渗透系数，整个区域的等效水平排

水渗透系数为 

0

* 0

0 0

( )11/ d / ln
R

r

R r kR Rk r
R r rk R r

   
       

  。 (9) 

区域的排水固结因数与渗透系数成正比，与排水

距离的平方成反比，若基土的渗透系数仍取土本身值

进行计算，扇形区域 CBGF 按照固结时间因数等效的

矩形区域排水距离 *H 为 
0.5

*
* 0 0

0 0

( ) ln ( )R RkH R r R rk R r r
  

        
 。(10) 

二维模型中桩间土的长度等于 c=2 *H ，碎石桩的

宽度 d 根据有效置换率计算。 
（2）二维模型中包含三维绕渗效应的方法 
本项目研究中，先进行三维渗流分析，然后进行

河谷中心剖面的二维渗流与应力变形耦合分析。三维

渗流研究中发现，围堰填筑完成且上游水位 2594.6 m、

下游水位 2541.0 m 的稳定渗流工况，防渗墙上游覆盖

层中的水头降落要少于下游覆盖层中的水头降落。二

维模型中，如果仅包含模型底部的绕渗，水头分布结

果与三维差异很大。因而，二维模型中应增加考虑三

维绕渗效应的方法。 
首先依据三维模型典型工况的稳定渗流计算，获

得防渗剖面处覆盖层底面以上基岩中的绕渗流量与高

程的关系，计算出各高程的绕渗流量与上游水位和防

渗墙后水位或计算点高程之差的商，得出绕渗系数。

在二维模型中防渗剖面后沿着高程取 1 列节点作为绕

渗入渗面，设置 1 列绕渗单元，绕渗单元的宽度可取

1m，渗透系数取绕渗系数与覆盖层平均宽度之商，绕

渗单元的上游面节点的边界条件为上游水头。从而在

二维模型中，自动实现不同水位条件下防渗平面下游

侧的绕渗流量叠加。详细的方法将另文投稿。 
二维模型围堰正常高水位 2594.6 m、下游水位

2541.0 m时稳定渗流工况中是否包含绕渗处理的等水
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头线对比结果如图 4 所示。图中可见上游侧和下游侧

的等水头线分布均有较大差异。设置绕渗单元，对等

水头线结果影响还是比较大的。 

图 4 正常高水位时的二维渗流等水头线对比 

Fig. 4 Contrast of results of iso-head line at normal high water  

level in 2D models  

    设置了绕渗单元后，二维全过程耦合仿真中自动

将渗流的三维绕渗效果纳入进来，使模拟结果与实际

更接近。 
（3）渗透系数的时空变化模拟 

一般低渗透土层的渗透系数，随着压密变化很大。

从固结试验中，不但可以获知土体的压缩特性、固结

系数，还能推知土体的渗透系数。按如下公式可以从

固结试验中获得渗透系数与固结压力的关系。 

v v w /(1 )k c e     ，           (11) 
式中， vc 为固结系数（m2/s），k 为渗透系数（m/s），e
为孔隙比（无量纲）， v 为压缩系数（Pa-1）， w 为水

的重度（N·m-3）。 
按照式（11）和固结试验中的固结压力、压缩系

数、固结系数、孔隙比关系，推算出孔隙比与渗透系

数之间的对应关系。有限元计算中根据高斯点的孔隙

率结果，即可获得各计算时步的渗透系数。 
拉哇堰基堰塞湖沉积土层的渗透系数与固结压力

的关系如表 1 所示。表中堰塞湖沉积土层中的 4 个土

类的固结垂直压力范围由 0～50 kPa 增加到 100～200 
kPa 时，渗透系数降低到（1/4.0～1/12.6）；由 0～50 kPa
增加到 400～800 kPa 时，渗透系数降低到（1/7.6～
1/31.9）。可知同一土层不同深度处和同一土体在荷载

变化过程中渗透系数的变化很大。耦合计算中模拟低

渗透土层的渗透系数时空变化是必要的。 
（4）施工过程的仿真 
在天然地基中的防渗墙和碎石桩，在全过程耦合

仿真中其所在部位原为覆盖土层，是在仿真过程中因

施工而变换为新材料，可依据其实际形成的计算级通

过置换单元对应的材料编码实现。置换时单元的应力

需要给初值，且防渗墙这种刚性结构物与周围土体之

间还需要设置接触面单元。建模与网格剖分时需要规

划材料替换和接触面设置要求。在材料替换的计算级，

实现单元材料和类型的转换。单元应力的初值，可以

采用原位替换前的应力，原普通实体单元转换为接触

面单元时，需要进行应力张量的坐标变换，从而求出

接触面的法向应力和切向应力作为接触面单元的初始

应力。两种材料的重度之差，作为自重荷载在替换计

算级施加于模型之中。 
（5）算法的收敛性问题 
渗流和变形的耦合求解，既包含有限元渗流计算

和变形计算中存在的算法问题，还包含二者耦合产生

的问题。非饱和区的渗透系数和外边界溢出面范围需

要在迭代求解过程中确定，围堰渗流场中还存在内部

溢出面，其范围和传递流量也需要在迭代过程中确定，

是非线性问题，迭代的收敛性问题突出[8-9]。土的变形

求解过程中，变形模量矩阵需要由应力状态确定，也

是非线性迭代问题。即使只是饱和多孔弹性介质的

Biot 固结计算，也还存在收敛性问题[10-11]。本文的渗

流计算方法参见文献[8，9]，包含了非饱和渗流参数、

内部溢出面和边界溢出面的非线性迭代。全过程按时

间轴分成若干计算级，计算级又分成若干计算时步。

迭代分成 2 层：外层是本构模型模量矩阵迭代计算，

采用中点应力法确定；内层是渗流计算迭代，该层中

单元高斯点的变形模量矩阵不变，渗透系数随着高斯

点的孔隙率和饱和度变化。内层中两次计算的节点正

孔隙水压力差的最大值作为收敛变量，小于给定值或

迭代次数达到设定值完成一个内层迭代。研究过程中

发现，荷载增加速率大的计算时步往往在给定的迭代

次数中达不到收敛标准，且相邻两次迭代计算的误差

并不一定随迭代次数增加而减小。 

3  计算模型与条件 
3.1  计算模型与条件 

围堰全过程模拟共分为 61 个计算级进行，每个计

算级依据其时间间隔长短又分成 1～5 个计算步。各计

算级信息如表 2。第 1 计算级计算天然地基的初始应

力场和渗流场；第 2 级进行碎石桩施工；第 3～9 级戗

堤施工；第 10～17 级为Ⅱ、Ⅲ区域的填筑；第 19～
41 级进行Ⅳ区填筑，其间防渗墙在第 26 级形成，第

32 级降水井形成，其后降水井水位与下游水位或基坑

开挖底面高度保持基本一致，直到基坑开挖至 2486 m
高程时，降水井中水位保持抽水至 2486 m 高程不变。

第 42 级，进行土工膜铺设，上游水位上升至 2566 m，

下游水位不变，历时 1 d。第 43 级上游水位上升至最

高水位；第 44～60 级上游水位维持不变，基坑逐级开

挖直至覆盖层底部。
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表 1 固结试验中土层渗透系数与固结压力关系 

Table 1 Soil permeability coefficient vs. consolidation pressure in consolidation test 

土类型 
各固结压力下的渗透系数/(m·s-1) 

0～50 kPa 50～100 kPa 100～200 kPa 200～400 kPa 400～800 kPa 800～1600 kPa 1600～3200 kPa 
粉土质砂 2.38×10-9 8.83×10-10 4.39×10-10 2.94×10-10 2.03×10-10 1.31×10-10 8.60×10-11 
砂质粉土 2.31×10-9 1.26×10-9 5.75×10-10 4.83×10-10 3.06×10-10 1.77×10-10 6.23×10-11 
粉土 5.92×10-9 1.28×10-9 4.70×10-10 3.02×10-10 1.86×10-10 9.04×10-10 5.94×10-11 
黏土 2.41×10-9 7.20×10-10 5.16×10-10 3.86×10-10 1.77×10-10 1.27×10-10 2.92×10-11 

表 2 计算级信息表 

Table 2 Computation-level information 
计算级 计算时刻/d 上游水位/m 下游水位/m 填筑高程/m 备注 

— 0 2545.74 2545.74  初始条件 
1 0.5 2545.74 2545.74  天然地基形成，初始应力场 
2 1 2545.74 2545.74  碎石桩形成 

3～8 1.5～4 2545.74 2545.74 2540～2550 I 区戗堤自堰基面填筑至 2550 m  
9 47 2547.11 2541.00  无填筑，上下游水位改变 

10～17 47.5～77 2547.11 2541.00 2553 II、III 区自堰基填筑至防渗墙施工平台 
18 78 2551.18 2541.00  无填筑，上游水位上升 

19～25 84.18～121.27 2551.18 2541.00 2555～2567 IV 区碾压石渣自 2553 m 填筑到 2567 m 
26 127.45 2551.18 2541.00 2569 防渗墙材料替换，绕渗单元添加 

27～41 133.64 2551.18 2541.00 2571～2597 IV 区填筑到堰顶，第 32 级降水井形成 
42～3 215.00 2566.00 2541.00  复合土工膜铺设，上游水位上升 

43 225.00 2594.60 2541.00  上游水位上升至 2594.6 m 
44～60 336.60～733.86 2594.60 —  覆盖层逐层开挖，至基岩面 

61 1000.00 2594.60 —  开挖后挡水期 

 

图 5 模型有限元网格图 

Fig. 5 Finite element mesh  
3.2  有限元网格 

桩间距 3 m 区域的桩间土等效宽度 3.14 m，桩宽

0.30 m；水平方向桩间土剖分成 15 个单元，桩剖分 1
个单元。桩间距 2.5 m 区域的桩间土宽度 2.31 m，宽

度 0.33 m；水平方向桩间土剖分 11 个单元，桩剖分 1
个单元。防渗墙（厚 1 m）水平方向剖分 3 个单元，

墙两侧设置 0.1 m 厚接触面单元（置换前为普通单

元）。防渗膜厚取为 0.1 m，其后侧设置 0.1 m 宽的接

触面单元。防渗墙和防渗膜下游面设为可能的渗流内

部溢出面，其后部接触面单元同时作为渗流接触面单

元。防渗墙和防渗膜后设置宽度 1 m 的绕渗单元，其

下游侧边与接触面单元的下游侧边重合，其上游侧边

列入渗流的上游水位边界（绕渗单元不做变形计算）。

降水管井的模拟是在第一排管井处（堰下游坡脚外

8.17 m）覆盖层底部沿深度方向设置水头边界。填筑

和开挖通过有限元中通用的“生”、“死”单元来实现。

开挖边界面单元的应力边界条件按边界面上正应力和

剪应力为 0 的条件在边界面施加反向的分布力。二维

整体有限元网格如图 5 所示，模型共有 58320 个节点，

59102 个单元。高程作为垂直坐标，水平坐标原点位

于围堰顶部的中轴线上，方向指向围堰下游。 
3.3  水压力与渗流边界条件及模拟方法 

以往水中土体按浮重度计算，不计算边界上的水

压力。全过程耦合过程中，水中填筑体外边界也因填

筑而变化，水中填筑体内部也有超孔隙水压力产生，

需要新方法来模拟。如第 3～17 计算级中，堰身戗堤

和Ⅱ区、Ⅲ区填筑，其中部分单元是水下填筑形成，

有些水下外部边界消失，也产生新的水下外部边界。

本文的方法是对于水中填土消失的边界，在当前计算

级的第一个时间步，在消失的水中原边界上施加反向

的水压力，而水中填筑产生的新边界，水压力荷载增

量是边界上的水位作用下的全部水压力（老边界上只

计算水位变动引起的增量水压力）。填筑体的重度，则

取饱和重度，初始孔隙水压力取 0。实现了水中填筑

过程土体的渗流边界和外力作用的直接模拟。 
3.4  材料参数 

计算用到的土的参数包括干密度、孔隙率、填筑

饱和度、莫尔库仑强度指标、本构模型参数、渗透系 
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表 3 填筑料和覆盖层土体邓肯 E–B 模型参数 

Table 3 Parameters of soils for Duncan E–B model  
材料 干密度/(g·cm-3) 孔隙率 c/kPa  /(°) K n Rf Kb m Kur 

抛填石渣 1.90 0.30 0 38  900 0.25 0.85 393 0.22 1500 
抛填砂砾料 1.60 0.38 0 29 1000 0.28 0.75 400 0.22 1200 

碾压石渣 2.05 0.25 0 21  900 0.25 0.85 393 0.22 1500 
碎石桩 2.05 0.25 0 38  900 0.25 0.85 393 0.22 1500 

Qal-5 2.05 0.25 0 35 1000 0.35 0.8 340 0.20 1200 

Ql-3 1.40 0.48 28.7 22  125 0.57 0.68  90 0.56  150 

Ql-2-③ 1.36 0.50 45.0 20   87 0.58 0.62  60 0.58  105 

Ql-2-② 1.38 0.49 31.0 21  100 0.56 0.65  73 0.56  120 
Ql-2-① 1.36 0.50 42.0 20   85 0.57 0.63  60 0.57  102 
Qal-1 1.95 0.25 10.0 36 1000 0.35 0.80 340 0.20 1200 

表 4 河床覆盖层渗透与固结参数 
Table 4 Permeability and consolidation parameters of soils 

土层 侧压力系数 K0 渗透系数/(cm·s-1) 垂直固结系数/(cm2·s-1) 水平固结系数/(cm2·s-1) 
Qal-5 0.35 5.5×10-1 — — 
Qal-1 0.36 3.0×10-2 — — 
Ql-3 0.50 6.8×10-5 4.4×10-3 4.5×10-3 

Ql-2-③ 0.60 2.9×10-6 3.1×10-3 3.9×10-3 
Ql-2-② 0.55 3.5×10-6 3.8×10-3 4.2×10-3 
Ql-2-① 0.66 2.0×10-6 3.1×10-3 3.9×10-3 

数、非饱和相对渗透系数与饱和度关系、饱和度与吸

力关系曲线。土体的渗透破坏判断用到允许渗透坡降

值。第 1 级天然覆盖层应力计算时覆盖层初始应力的

修正用到天然覆盖土层的侧压力系数（依据计算所得

的垂直正应力和侧压力系数修正水平向正应力）。低渗

透土层考虑渗透系数与固结压力的关系，用到固结试

验中的水平固结系数和垂直固结系数（考虑水平与垂

直向渗透系数的差异），压力–压缩模量关系。因篇幅

限制，本文仅列出主要参数。 
土体的本构模型采用邓肯 E-B 模型，其密度、孔

隙率、强度指标与邓肯 E-B 模型参数列于表 3。防渗

墙、防渗膜和基岩采用线弹性模型。防渗墙的弹性模

量取 1500 MPa，泊松比取 0.2。防渗膜的弹性模量取

100 kPa，泊松比取 0.49。各风化程度基岩的渗透系数

和弹性参数因篇幅限制从略。接触面单元应力–应变

关系采用邓肯-克拉夫模型，法向模量在受压时取 10 
GPa，受拉时取 1 kPa。防渗墙与两侧土体之间、防渗

膜与堰体之间在防渗墙和防渗膜生成后设接触面单

元，其强度参数取接触土体的参数值，模型中所有的

接触面的 1k ，n 和 fR 均取值 100，0.57，0.68。 
河床覆盖层的渗透系数和固结系数列于表 4，其

中固结系数取定值。低渗透土层的压缩模量与固结压

力的关系列于图 6，程序中依据这一关系和土层的侧

压力系数，折算出固结试验中体应力与体积模量的关

系。再依据渗透系数与体积压力、固结系数的关系和

高斯点的有效应力状态，计算低渗透覆盖土层单元中

各高斯点的渗透系数，从而模拟渗透系数在空间和时

间上的变化。复合土工膜实际膜厚 0.75 mm，材料渗

透系数取 5×10-11 cm/s，建模时土工膜厚度 0.1 m，计

算时等效渗透系数 6.67×10-9 cm/s。抛填石渣渗透系

数 5.00×10-1 cm/s，砂砾料和碾压石渣渗透系数

5.00×10-2 cm/s，其他材料渗透系数见表 5。 
表 5 覆盖层以外的材料渗透系数 

Table 5 Permeability coefficient of materials beyond overburden 

材料 碎石桩 防渗墙 帷幕 抛填石渣 

渗透系数/(cm·s-1) 5.00×10-2 1.00×10-7 1.00×10-5 5.00×10-1 

 

图 6 侧限固结试验压缩模量与固结压力关系 

Fig. 6 Compression modulus vs. consolidation pressure in  

consolidation tests 

4  计算结果与讨论 
    获得了 61 个计算级的节点位移、孔隙水压力和高

斯点应力结果。从这些结果中，可以了解到围堰填筑、
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挡水和基坑开挖全过程中的孔隙水压力、变形和应力

过程，并可以根据各级的应力结果，计算抗滑稳定安

全系数。因篇幅限制，仅介绍戗堤填筑形成和填筑完

成 2 个典型计算级的部分渗流、位移和应力结果，并

分析渗流应力的耦合作用和碎石桩的排水效果。 
4.1  戗堤填筑形成时的计算结果 

    戗堤填筑前，地基中已经施工了碎石桩，构成了

复合地基。 
（1）地基中的孔隙水压力 
第 8 计算级戗堤自建基面 3 d 均匀上升到 2550 m

高程。不同高程的水平位置–水头关系如图 7 所示。

Ql-2-1 土层的底部（结合图 9 看土层的位置），即覆盖

层底部强透水的 Qal-1层顶部，水头随水平位置略有变

化，最大值 2546.42 比静水位 2545.74 m 大 0.68 m，

且与图中范围的最小值 2546.02 m（位于 x=50 m 处）

水头相差仅 0.40 m。而 Ql-3土层顶部，即强透水的 Qal-5

层底部，戗堤中部的水头显著大于两侧，最大值

2548.22 m，超过静水位 2.48 m。此处水头大是由于下

部低渗透土层中的孔隙水因孔隙压缩向上排出（主要

通过碎石桩）后，在强透水层中向两侧流动，而非 Qal-5

层孔隙压缩产生超孔隙水压力引起。Ql-3 土层的中部

最大水头 2554.51 m，超过静水位 8.73 m，超孔隙水

压与填筑土的垂直有效自重荷载（堰基表面上砂砾石

柱的垂直有效土重 170.51 kPa，垂直荷载速率 57 
kPa/d）之比为 50.2%。戗堤下覆盖层中虽然布置了 3 m
间距 1.2 m 直径碎石桩，低渗透的堰塞湖沉积粉土层

中仍然超孔隙水压力消散不足一半。 

 

图 7 戗堤填筑完成时不同部位水平位置–水头关系 

Fig. 7 Horizontal position and water head at different parts at  

.completion of berm filling 

戗堤中部位于水平坐标-76.59 m的碎石桩边线和

-74.95 m 处的桩间土中线高程–水头关系如图 8 所

示。碎石桩在 Ql-3 土层顶部水头比 Ql-2-1 土层底部高

1.79 m，说明碎石桩向底部强透水层 Qal-1排水。桩间

土中线的高程–水头关系的变化很有意思。堰塞湖沉

积层 z 轴方向网格第 1 个内部点和最底一个内部点的

值，远远大于其他内部点的值，不符合土层接近上下

强透水边界超孔隙水压力消散更多的规律。这不是物

理现象本身，而是数值模拟中产生的问题。在对饱和

多孔线弹性介质的一维固结计算的测试算例中，四周

水平位移约束底部水平垂直位移约束，底部和四周均

不透水，顶部排水，顶部施加垂直荷载。当模型仅为

1 个 1 次单元，且加载持续时间与渗透系数的乘积足

够小时，底部节点的超孔隙水压力接近垂直荷载的 2
倍。出现这个结果的原因是，饱和土单元在快速荷载

作用下因为来不及排水其孔隙压缩量接近于 0，而顶

部节点的孔隙水压力因为是排水边界而为固定值，在

整个单元中的超孔隙水压力平均值要达到接近于垂直

荷载这个条件，不可避免地就计算得出了底部节点的

超孔隙水压力接近荷载的 2 倍这个结果，比实际的物

理结果大 100%。由此可见，耦合计算中近强透水边

界处的超孔隙水压力可能存在较大误差。因为水平向

桩间土剖分单元较多，网格尺度仅为 0.2 m，仅为垂

直向的网格尺度 2.3 m 的 10%，因此，水平方向的水

头连线比较平顺，数值计算本身造成的误差较小。近

强透水层的土层边界单元越密，误差越小。因此，对

于快速荷载来说，靠近排水边界的第一个内部点的结

果，尤其是其值为最大值的时候，可能大大高于真实

物理情况，不能将此节点的结果，作为超孔隙水压力

的特征值。若要减少数值模拟本身的这种误差，低渗

透性土层的网格在与高渗透性土层接触处应取较小的

尺度。Ql-3土层内部的第 3 个点水头值 2554.51 m，作

为该水平位置高程方向上的最大值。 

 

图 8 戗堤中部碎石桩与桩间土的水头高程关系 

Fig. 8 Water head vs. elevation in gravel piles and in soils at  

middle part of two piles 

（2）地基中的有效应力 
Ql-3土层中部土单元或桩单元高程约 2528.3 m 的

1排高斯点的正应力与水平坐标关系连线如图 9所示。

土中的垂直向正应力 z 和水平正应力 x 水平向波形

变化，在桩边处于波峰，桩间土中部处于波谷。土中

的正应力 z 和 x 在两桩边线范围的变化幅度基本上

等于孔隙水压力的变化幅度。桩与土的应力比较，在
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戗堤的堤脚内桩的垂直正应力 z 比土中大，在堤脚外

比土中小；而水平正应力 x 桩内与其临近的土中的值

是比较接近的。垂直向应力 z 在戗堤中线最大，向堤

脚两侧减小，而水平正应力 x 则在戗堤中线部位出现

极小值，堤脚处出现极大值。究其原因，是垂直向的

总应力（指弹性力学的应力，相对有效应力而言）基

本与垂直荷载相等，水平与垂直方向正应力比值 x / 

z 看成是侧压力系数，这个系数是小于 1.0 的。由于

超孔隙水压力的影响，低渗透土层填筑区域的垂直向

正应力增加，水平向正应力减小。Ql-3 土层中部水平

坐标与土的剪应力水平关系如图 10。戗堤中心的剪应

力水平在桩间土中部区域已经达到了 1.0，即剪应力已

经达到甚至超过了抗剪强度（未进行应力迁移计算），

而桩间土边缘的应力水平较低，可见超孔隙水压力对

应力水平的影响是很大的。低渗透土层上快速填筑荷

载作用下戗堤中部区域桩间土中部土体的有效应力路

径是水平正应力减小，垂直正应力增加，剪应力水平

急剧增加；戗堤中部区域桩侧土则是垂直正应力与水

平正应力同步增加，但垂直正应力增加幅度较大，剪

应力水平也增加。堰基桩间土的应力路径沿水平向变

化急剧。随着后续荷载的施加和超孔隙水压力的消散，

应力路径变化极其复杂。 

图 9 Ql-3土层中部水平位置与桩和桩间土的正应力关系 

Fig. 9 Horizontal position vs. normal stresses in piles and soils in  

Ql-3  

桩对软土地基排水固结以外，还有桩体材料力学

性能改善所带来的加强作用。从图 9 可以看出，在 x

∈（-104.1，-48.5）的荷载作用区域，桩中的垂直正

应力比土大，能发挥桩的垂直向承载加强作用，也能

提高水平向的摩擦抗剪强度，而荷载作用区域以外，

桩的垂直正应力比桩间土小。由此可知，其摩擦抗剪

强度，在荷载区域以外是很难发挥出来的。一般在边

坡加固中，常采用在坡脚处设置阻滑桩，以起到“固

脚”的作用。软土地基上在填筑体坡脚外打设碎石桩，

排水固结作用显著，而碎石桩抗剪加强作用有限。基

于此新认识，本工程围堰坡脚以外和基坑开挖边坡上

原来拟设置的碎石桩，在优化方案中全部取消。 

 

图 10 Ql-3土层中部水平位置与土的剪应力水平关系 

Fig. 10 Horizontal position vs. shear stress level of soils in Ql-3  

（3）堰体和地基中的位移 
戗堤填筑完成时位移如图 11 所示，最大向上游水

平位移 0.26 m，向下游水平位移 0.24 m；最大沉降量

0.71 m，位于覆盖层表面。最大隆起 0.07 m，位于 x
坐标-154.4 m 处的覆盖层表面。堰基位移的态势是向

下部和两侧挤压。没有碎石桩的天然地基的计算结果，

则填筑体外侧向上隆起很严重，水平位移也更大。对

于应力路径在时空上如此复杂变化，且实际上大量局

部达到抗剪强度的情况，其位移模拟结果要达到定量

的程度是很困难的。本文采用邓肯 E-B 这种比较简单

的非线性弹性模型，且不考虑土体的应力超过其抗剪

强度以后的应力迁移计算，其位移结果本文认为也是

定性的程度大于定量。若采用如修正剑桥模型等复杂

的弹塑性本构模型，在剪应力水平达到 1.0 时的塑性

迭代对于本文的这个问题，计算收敛是很难的。因此，

在现有的模拟水平下，拉哇上游围堰这种复杂的情况，

位移模拟结果是定性多于定量。 
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图 11 戗堤填筑完成时的位移 

Fig. 11 Displacement at completion of berm filling 
4.2  围堰填筑到顶时的结果 

堰体填筑 213 d 到顶（第 41 计算级），此时上游

水位 2551.18 m，下游水位和底部覆盖层减压井水位

2527.66 m（基坑中已抽水），上下游水位差 23.52 m。 
第 41 级围堰中的等孔隙水压力和等水头线如图

12 所示，其中图 12（a）为孔隙水压力等值线，图 12
（b）为水头等值线。图 13 为第 41 级堰塞湖沉积层中

水平坐标–水头关系。图 12，13 结合来看，堰基碎石

桩区域的孔隙水压力和水头在桩间土和桩中的水平方

向是波动变化的。堰基下覆盖层的水头高于上游水位，

表明堰基中仍然有比较大的超孔隙水压力。图 12（a）
还可见堰基 x=120 m 处的孔隙水压力，显著受到了抽

水井的影响。图 12（a）中有两条 0 孔隙水压力线存在，

查看局部等值线图，证实是绘图软件插值误差造成。 

图 12 围堰填筑到顶时的等水头线和孔隙水压力 

Fig. 12 Pore water head and pressure when the cofferdam is filled  

to the top 

图 14 为碎石桩边线位于 x=-76.9 m 和 x=0.9 m两

处桩边线与桩右侧桩间土中线的水头对比。前者位于

堰上游坡的中部，后者靠近堰轴线。碎石桩的顶部水

头高于底部，可知底部 Qal-1 层起到了良好排水作用。

图 12，13 与图 14 结合，可以获得堰塞湖沉积层的水

头的整体分布情况。Ql-3 层的顶部，即强透水的 Ql-5

层的底面，在防渗墙的上游侧，水头与上游水位相等，

防渗墙以右，在 x=-50 m 左右，水头达到峰值 2564.5 
m，高于上游水位，比下游坡脚强透水 Ql-5 层的底面

2534.1 m 高 30.4 m，说明 Ql-5层中沿着水平方向还是

存在较大的水头梯度，也就是说 Ql-5 层及其上部堰体

填筑料的渗透系数，对堰基中的孔隙水压力还是存在

较大的影响，如果实际渗透系数比计算渗透系数大，

则堰基上部强透水层中的水头梯度会降低，堰基中的

水头总体上也会降低，反之，则还会提高。Ql-3 层的

中部最大水头 2595.6 m，位于该层节点 x=2.53 m 和

x=2.83 m 的节点上，比右侧与碎石桩接触的节点的水

头 2561.3 m（左侧节点水头 2561.8 m）高出 34.3 m；

近防渗墙处最左 1 排碎石桩的右侧桩间土中的水头，

比碎石桩中仅高 1.8 m 左右，一方面是其所处位置在

填筑高程超过防渗墙平台以后，堰体填筑的后续附加

垂直正应力较小，另一方面其较早时间的填筑附加应

力作用产生的超孔隙水压经历了较长时间的排水固结

而消散程度较大。间距 2.5 m 区域桩间土与桩中的水

头差，即波动曲线的波峰与波谷差值，要大大低于碎

石桩 3 m 桩距区域。在 2 个区域的分界线处，3 m 间

距区域侧的水头差为 32.0 m，而 2.5 m 间距区域的水

头差是 20.4 m，可见超孔隙水压力的消散程度对碎石

桩的间距是十分敏感的。 

 
图 13 围堰填筑完成时堰塞湖沉积层中水平坐标–水头关系 

Fig. 13 Horizontal coordinate vs. water head in sedimentary layer  

at cofferdam filling to top 
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图 14 填筑完成时沉积层中碎石桩与桩间土中线水头对比 

Fig. 14 Water head in gravel piles and in soils at cofferdam filling  

to top 

5  结    论 
针对拉哇水电站上游围堰的设计方案，实现了包

含碎石桩和防渗墙施工、土体水中填筑、水位动态变

化和基坑开挖全过程的渗流与变形耦合仿真，包含了

低渗透土层渗透系数随孔隙压密变化的模拟。二维模

型中还包含了三维绕渗影响的模拟。直接服务于拉哇

水电站的围堰方案设计论证与优化。 
对拉哇的工程分析表明： 
（1）深厚低渗透覆盖层在围堰填筑过程中存在较

大的超孔隙水压力，其累计与消散对堰基碎石桩的间

距十分敏感。 
（2）堰基中的水头、垂直和水平有效正应力、剪

应力水平在碎石桩处理区沿水平方向是波动变化的，孔

隙水头在碎石桩中处于波谷、在桩间土中部处于波峰。 
（3）填筑体自重作用下，堰基中超孔隙水压力的

产生，使垂直向正应力增加，水平向正应力减小，堰基

桩间土局部的剪应力水平快速提高，堰基中容易产生较

大的沉降和水平位移，对围堰的变形和稳定性均不利。 
（4）碎石桩在填筑体下部同时起到加速排水固结

和桩体加强作用，在填筑体坡外加强作用有限。 
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分体柱在地下车站结构中的减震效果研究 

许成顺，汪洋筱珊，杜修力，许紫刚，张梓鸿 

（北京工业大学城市与工程安全减灾教育部重点实验室，北京 100124） 

摘  要：已有研究表明，对于浅埋框架式地下结构，高轴压下中柱水平变形能力不足是导致地震破坏的关键因素。分

体柱在承载能力与整体柱相当的情况下，具有更好的变形和耗能能力而广泛应用于地上结构，探讨了分体柱在地下结

构抗震领域中的应用可行性。基于 ABAQUS 有限元平台，建立土–地下结构整体三维数值分析模型，通过 Pushover 和
动力时程分析方法对比研究了采用分体柱的新型地下车站结构与原型车站结构的抗震性能，分析了分体柱的减震效果。

研究结果表明，采用分体柱的新型地下车站结构中柱的层间位移地震响应有所增大，但相对于中柱变形能力的提升，

其影响程度并不显著；分体柱替换现浇整体柱，会使得结构截面内力重分布，中柱所承担的剪力大幅减小，侧墙的剪

力变化不明显。总体上，采用分体柱的新型地下车站结构显著改善了在高轴压比下中柱和侧墙变形不协调的问题，能

够有效提升其抗震性能。 
关键词：地下车站；分体柱；减震效果；变形能力；内力分布 

中图分类号：TU93；TU435     文献标识码：A      文章编号：1000–4548(2021)04–0624–10 
作者简介：许成顺(1977— )，女，博士，教授，主要从事土动力学以及地下结构抗震方面的科研工作。E-mail：

xuchengshun@bjut.edu.cn。 

Seismic mitigation effects of split columns in underground station structures  

XU Cheng-shun, WANG Yang-xiaoshan, DU Xiu-li, XU Zi-gang, ZHANG Zi-hong 

(The Key Laboratory of Urban Security and Disaster Engineering of the Ministry of Education, Beijing University of Technology, Beijing 

100124, China) 

Abstract: It has been shown that the lack of horizontal deformation capacity of the middle columns under high axial pressure is 

the key factor leading to seismic failure of shallow frame underground structures. When the bearing capacity of the split 

columns is equal to that of the whole columns, the split columns have better deformation and energy dissipation capacity. Based 

on ABAQUS finite element numerical analysis, by establishing a three-dimensional numerical model for soils and underground 

structures as a whole, the Pushover analysis method and the dynamic time history analysis method are used to compare and 

study the dynamic response differences between the new underground station structure and the prototype station structure. The 

research results show that the seismic response of the story displacement of the new underground station structure with split 

columns increases, but the influence degree is not significant compared with the improvement of the deformation capacity of 

the columns. The replacement of the cast-in-place integral columns with the split columns will make the internal force of the 

structure section redistributed, the shear force borne by the middle columns greatly decreases, and the change of the shear force 

of the side walls is not obvious. On the whole, the new type of underground station structure with split columns can 

significantly improve the incoordination of deformation between the middle columns and the side walls under high axial 

compression ratio, and can effectively improve their seismic performance. 
Key words: underground structure; split column; seismic mitigation effect; deformation capacity; internal force distribution 

0  引    言 
由于地下结构所受的地震加速度要小于地面结

构，且地下结构受到周围土体的约束，长期以来人们

认为地下结构的抗震安全性很高[1]。直到1995年日本

阪神地震导致大开车站整体塌毁[2-3]，地下结构抗震得

以学术和工程界的广泛关注。 相关研究表明竖向地震

动是引起地下结构破坏的关键因素，特别是对于浅埋

地下结构，上覆土体在地震作用初始阶段发生剪切破

坏，进而在上覆土体竖向惯性力作用下支撑柱（中柱）

─────── 
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的轴压比显著提高，导致支撑柱（中柱）的抗剪切变

形能力显著下降。对地下结构地震反应受力而言，支

撑柱的抗剪切强度提高而极限变形能力降低是不利

的，这意味着支撑柱将分担更多的由于土层变形而作

用在地下结构上的水平向剪力。同时，支撑柱极限变

形能力的降低使得它可能先于侧墙遭到破坏，进而导

致顶板以及地下结构体系的整体毁坏[4]。支撑柱是框

架结构中的受力薄弱部位，提高地下框架结构抗震性能

的最有效方法是改善支撑柱的受力条件和受力特征[5]。

传统的地下框架结构的支撑柱采用现浇整体柱，为了

提高支撑柱的抗震能力，常见的办法有释放结构约束、

提高支撑柱的变形能力、优化支撑柱和侧墙受力分配

等方法[6-8]。 
分体柱的概念源于20世纪80年代末，分体柱是将整

截面柱通过分隔缝划分为几个独立配筋的小单元柱[9]。

诸多学者针对分体柱运用于地上结构进行了大量研

究，李忠献等[10-11]系统介绍了分体柱理论技术，包括

分体柱的承载力和抗震性能、分体柱框架及节点的抗

震性能、分体柱的设计及施工建议等；郝永昶等[12]

通过对分体柱低周反复水平荷载作用下的试验研究导

出了分体柱承载力计算模型；徐汇宾等[13]试验研究了

采用竹胶板作为隔板的新型分体柱破坏过程；李瑞伟[14]

运用ABAQUS有限元软件模拟分析了分隔比对分体

柱破坏模式和承载能力的影响。上述研究结果均体现

了分体柱应用于上部结构的抗震性能优势。在承载能

力与整体柱相当的情况下，分体柱能够极大减小柱子

的抗侧刚度，并显著增加柱子的延性，具有更好的变

形和耗能能力[15-18]。分体柱的优势非常适用于解决地

下结构在地震作用下中柱变形能力不足的抗震问题。 
然而地下结构的结构形式、受力特点、变形特点

与地上结构有显著的差别[19]，地下结构需承受较大的

竖向荷载，并且需要考虑地震荷载下土体与结构的相

互作用。 
本文围绕分体柱用于提升地下结构抗震性能可行

性开展研究。通过对浅埋地下框架结构的 Pushover 和
动力时程反应分析，探讨了分体柱替换现浇整体柱应

用于浅埋地下框架结构的抗震性能和减震效果，分析

了分体柱作为地下结构抗震减震措施推广应用的可行

性，为实际工程中的分体柱设计提供参考。 

1  分体柱及其变形能力 
1.1  分体柱的受力特点 

分体柱技术[20]，即采用隔板将整截面的短柱划分

成几个独立的单元柱，或将整体柱劈分为几个小的单

元柱，并且用连接件连接，分体柱的每个单元柱采用

独立配筋的构造方法，图 1 为分体柱的构造示意图。

已有研究表明[9-19]，在地上结构中采用分体柱技术改

善钢筋混凝土短柱的抗震性能时，虽然框架柱的受弯

承载力稍有降低，但能保证框架柱的受剪承载力保持

不变，其破坏形态由剪切型转变为弯曲型，并显著地

提高了框架柱的变形能力和延性。 

 

图 1 分体柱构造示意图 

Fig. 1 Structural diagram of split columns 
图 2 分别给出了分体柱在加载过程中不同工种状

态时截面混凝土的应变分布规律[10]。 

 

图 2 分体柱的整体工作效应 

Fig. 2 Integral working effects of split columns 

当水平位移较小时，分体柱所承受的水平荷载较

小，两侧的混凝土可以协同工作，截面应变分布类似

整体柱，如图 2（a）所示；随着水平荷载的增加，两

侧混凝土柱之间的相互滑移趋势所产生的摩擦力对两

侧混凝土起到约束变形的作用，此时两侧单元柱截面

内侧的应变小于外侧的应变，如图 2（b）所示，并且

摩擦力越大，混凝土柱变形被约束的作用越明显，内

侧应变值就越小，与外侧应变值的差值越大；随着水

平荷载的继续增加，单元柱出现相互分离的趋势，混

凝土之间的摩擦力逐渐减小至完全消失，在此受力过

程中，两侧单元柱截面的中和轴逐渐走向各单元柱截

面的中心，如图 2（c）所示。 
    根据分体柱截面内弯矩的分布特点，将分体柱的

受力进行简化（图 3），由分体柱的受力简化图可以看

出，引起单元柱发生弯曲变形的力为水平荷载 P 和剪

力 Qf，其中 Qf 为单元柱之间的摩擦对两侧混凝土的

变形约束所产生的沿柱高的分布剪力（即相互作用摩

擦力）。 

1.2  静力推覆分析 

结合地上结构分体柱的受力特征，以及地下车站

结构关键支撑柱在地震荷载作用下的受力变形情况，
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建立有限元模型，运用静力推覆分析方法，对比地下

结构整体柱和分体柱在不同轴压比下的承载能力和变

形能力。 

图 3 分体柱受力简图 

Fig. 3 Simplification of forces acting on split columns  
在地上建筑结构中考虑到地震作用下各个方向的

变形，多将分体柱设计为正方形截面，划分为“田”

字型 4 个单元的分体柱。地下车站结构往往呈线性分

布，在地震作用下主要考虑结构的水平变形。将整体

柱进行分体会一定程度削弱柱子的整体性[10]，为最大

程度的保持中柱的竖向承载能力，对地下结构中柱进

行分体时，仅对水平地震力作用方向分体，而纵向不

再分体（已建模验证纵向分体对中柱水平变形能力的

提升贡献很少），即二分柱。选取了实际工程中某地下

车站的中柱，在保证配筋率不变的前提下，分隔为两

个单元的分体柱，中柱的主要参数见表 1。 
表 1 中柱的主要参数 

Table 1 Main parameters of column 
中柱 
形式 

长(z)×宽(x)×高(y) 
/(m×m×m) 

混凝土强

度等级 
配筋

率/% 
配箍率

/% 
整体柱 1.5×0.9×4.55 C40 2.19 0.76* 

分体柱 1.5×(0.45×2)×4.55 C40 2.19 0.76* 

中柱的配筋严格按照施工图进行配筋，中柱构造

及配筋如图 4 所示。其中，中柱配筋率为 2.19%（48
根直径为 28 的螺纹钢筋），中柱配箍率为 0.79%。采

用 ABAQUS 中的嵌入法（embed region）将钢筋嵌入

混凝土中，不考虑钢筋和混凝土之间的黏结滑移。通

过对地上结构分体柱的受力特征分析，已知分体柱各

单元柱之间的相互作用力为摩擦力。为了模拟单元柱

之间的摩擦接触，在 ABAQUS 中设置面与面的法向

和切向接触。其中法向接触行为体现为“硬”接触：

成对接触面之间能够传递的接触压力的量值无限制。

当接触面之间的接触压力变为零或负值时，两个接触

面分离，并且约束被移除。切向接触行为表现为考虑

阻止表面之间相对滑动的摩擦力。根据下面的方程，

临界剪应力取决于法向接触压力： 
           crit p    ，               (1) 

式中，µ 擦系数，p 是两接触面之间的接触压力。方

程给出了接触表面的临界摩擦剪应力。直到在接触面

之间的剪应力等于极限摩擦剪应力 p 时接触面之间

才会发生相对滑动。在本研究中取混凝土相互摩擦的

常用摩擦系数值 0.35。为了模拟地下结构中柱在地震

荷载作用下的受力变形情况，有限元模型边界设置为

柱底完全固定，在柱顶施加一定的轴压，然后在限制

柱顶转动的条件下沿水平反向平动，直至柱子发生破

坏。 

 

图 4 中柱截面配筋图 

Fig. 4 Section reinforcement of middle columns 
分别对整体柱和分体柱在轴压比为 0.2，0.4，0.6，

0.8 和 1.0 的情况下进行推覆模拟，获得柱子变形和水

平反力之间的关系，如图 5 所示。整体柱和分体柱的

抗侧承载力和变形能力的变化趋势相似，随着轴压比

增大，其水平承载能力先增加后下降；轴压比越高，

试件的变形曲线下降段越陡，承载力下降趋势越明显；

试件水平极限变形能力随轴压的升高逐渐减小。当轴

压比达到 0.6 时，整体柱的荷载–变形曲线呈现出明

显的脆性破坏特征，此时分体柱的荷载–变形曲线下

降段依然很平缓，中柱的剪切破坏转化为弯剪破坏或

弯曲破坏。在相同轴压比作用下，分体柱的抗侧承载

力峰值低于整体柱，但分体柱的变形明显高于整体柱。     
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图 5 中柱在不同轴压比下的推覆荷载–变形曲线 

Fig. 5 Horizontal load-displacement curves of columns under  

different axial load ratios 
取水平荷载下降至峰值的 85%时对应的水平位移

（图 5 中以“○”标注），由此得出中柱的水平变形能

力包络线，如图 6 所示，其中轴压比峰值为构件所能

承受的最大竖向轴压。 

图 6 中柱的水平变形能力包络线 

Fig. 6 Envelope curves of horizontal deformation capacity of  

middle columns  

2  土-结构整体有限元分析模型 
为获取地铁车站结构从弹性到弹塑性过程的性能

曲线，以及地震作用下结构整体的动力反应，本文分

别建立地下结构Pushover分析模型和动力时程分析模

型进行讨论。 
2.1  模型的建立 

以实际工程中的车站横断面作为研究对象土体的

计算宽度取车站宽度的 5 倍，即 112 m，基岩底面位

于地下 46 m 处，车站埋深为 5 m。地铁车站几何模型

见图 7，车站横断面长 22.4 m，高 8.5 m，顶板厚度为

0.8 m，底板厚度为 0.9 m，左、右侧墙厚度为 0.8 m，

中柱柱高为 4.55 m，间距为 8 m，选取其中三跨剪力

三维有限元分析模型。实际工程中结构的配筋较为复

杂，包括通长筋、弯起钢筋、局部加筋、构造钢筋等，

而且钢筋尺寸各有不同。在有限元建模中按照双排配

筋进行建模，墙 Ф25@150（分布筋 Ф22@150）；上板

Ф28@150（分布筋 Ф22@150）；下板上排 Ф28@150，
下排 Ф32@150（分布筋 Ф25@150）。顶板受负弯矩较

大，在顶板与梁的结合处作加密处理。中柱是重点研

究的关键构件，中柱的配筋严格按照施工图进行配筋，

其中中柱配筋率为 2.19%（48 根直径为 28 的螺纹钢

筋），中柱配箍率为 0.76%。不考虑钢筋与混凝土之间

的相对滑移，即整个钢筋网嵌入模型中。 

图 7 地铁车站几何模型 

Fig. 7 Geometric model for subway station 

2.2  材料及本构 

结构混凝土采用混凝土塑性损伤本构，设置为三

维实体单元。钢筋选用理想弹塑性本构，设置为桁架

单元。土体采用三维实体单元模拟，场地土层情况如

表 2 所示。 
表 2 土层物理性质表  

Table 2 Physical properties of soils  

分层 土质 深度/m 
密度

/(kg·m-3) 
剪切波速

/(m·s-1) 
泊松

比 

1 粉质黏

土 
0~2.5 1700 147 0.35 

2 粉土 2.5~7.5 2000 190 0.35 

3 粉质黏

土 
7.5~24 2000 223 0.36 

4 
粉质黏

土 24~27 2020 242 0.36 

5 粉质黏

土 27~42 2000 270 0.33 

6 细砂 42~46 2100 320 0.28 
7 基岩 >46 2100 500 0.47 

选用 Martin 等[21]改进的 Devidenkov 骨架曲线的

非线性黏弹性模型，本构关系曲线如图 8 所示，相关

的拟合参数见表 3，具体模型的数学表达式如下： 
 max

2
0

2
0

1 ( )  

( / )( )  
1 ( / )

ab

b

G G H

H

    

 


 

     

  

  
  

（ ） ，

。

  

   (2) 

式中  τ( )为剪应力；G 与 Gmax分别为剪切模量与最

大剪切模量；  为剪应变；改进后的 0 与常数 a，b
一样，不再具有物理意义，仅作为土性的拟合参数。 
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表 3 Davidenkov 模型参数值 

Table 3 Values of parameters of Davidenkov model  
土类 a b 

0 /104 
填土 1.2 0.4 1.69 
粉土 1.05 0.49 5.36 

粉质黏土 1.2 0.47 5.8 
砂土 1.15 0.33 5.36 

另外，地下结构的外表面与周围土体之间设置为

摩擦接触，其在法线方向允许两者相互脱离但不相互

嵌入，在切线方向设置摩擦系数为常用值 0.35。 

图 8 场地岩土力学特性 

Fig. 8 Geotechnical characteristics of site 

2.3  边界及荷载 

（1）Pushover 分析 
为获得结构全性能曲线，无需设立对应的目标位

移，计算过程中，逐级增大加速度幅值，直至结构丧

失承载能力为止。如图 9 所示，约束模型底部，给每

层单元逐级施加不同强度的水平加速度，其分布规律

主要根据每层单元所在的高度计算得到，即最终成倒

三角的梯度分布模式。模拟时考虑竖向惯性力，竖向

加速度也呈倒三角分布[22]。 

图 9 地下结构 Pushover 方法力学分析模型 

Fig. 9 Mechanical analysis model of Pushover method for  

underground structure  

（2）动力时程分析 
车站-土体动力有限元模型如图 10 所示，以基岩

面作为整体模型的底边界，即整体模型底部边界固定；

对前后端面的法向进行约束；两侧边界设置为捆绑边

界，利用 ABAQUS 中的“MPC”节点自由度耦合约

束功能，将土体有限元模型同高度处的边界节点捆绑

在一起作一致的运动。本文采用的是振动输入方法，

即输入加速度时程，使结构产生惯性力。振动分析方

法忽略了波在介质中的传播效应，将基岩运动产生的

动力加速度以惯性力的形式直接施加在基岩上部土体

和结构各个节点上，以模拟各质点的振动效果。赵源

等[23]通过具体算例研究了两种输入方式对结构的影

响程度。当场地下卧层为刚性基岩，上覆为沉积土时，

地震动能量由基岩向上传递到上覆土层中后，引起上

覆土体振动，此时应视为一个振动问题，采用振动输

入的方式输入地震动是十分合适的。 

 

图 10 车站-土体动力有限元模型 

Fig. 10 Finite element model for station-soil 

本文动力全时程分析选取 Kobe 波作为输入地震

动，地震动输入采用同时考虑水平和竖向地震动同时

作用的振动输入方法，其加速度时程曲线如图 11 所

示。 

 

图 11 地震加速度时程曲线 

Fig. 11 Time-history curves of seismic acceleration  

    为了探讨在强震作用下，原型结构和新型分体柱

结构的工作状态以及新型分体柱结构的抗震性能优
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势，对 Kobe 波进行调幅，水平地震动和竖向地震动

峰值调幅至 1.5 倍，本研究动力模型输入的地震动为

调幅后的加速度时程，其中水平地震动加速度峰值为

0.494，竖向地震动加速度峰值为 0.678。 

3  抗震性能及减震效果分析 
3.1  结构的抗震性能分析 

水平变形是评价地下结构抗震安全性能的重要指

标之一[24]，地铁车站断面图见图 12，选取侧墙顶底部

的 A，B 两点相对水平层间位移角作为结构的侧墙变

形值，选取图中中柱顶底部的 C，D 两点的相对层间

位移角作为结构的中柱变形值。 

 
图 12 地铁车站横断面 

Fig. 12 Cross section of subway station 

分别通过拟静力 Pushover 分析方法获得的性能曲

线以及动力作用下中柱地震反应与变形能力包络线的

关系来评价结构的抗震性能。  
从Pushover分析结果中提取中柱和侧墙截面的剪

力、轴力和变形。在中柱水平剪力达到峰值之后，整

体结构和分体柱的中柱轴压比均达到 0.6 以上，中柱

处于高轴压受力状态下。以剪力和层间位移角绘制结

构中的中柱和侧墙的变形性能曲线。如图 13 所示，在

整体中柱框架结构中，中柱较侧墙先进入屈服状态并

且先于侧墙遭到破坏。对比整体柱和分体柱地下框架

结构的变形性能曲线。采用分体柱替换现浇整体柱后，

中柱屈服点对应的层间位移角 2 提升 20%，峰值荷载

对应的层间位移角 3 提升 21%，极限变形点对应的层

间位移角 4 提升 42%。 

图 13 构件变形性能曲线 

Fig. 13 Deformation capacity of specimens 

以延性系数 来评价构件的延性，延性系数根据

极限位移角 4 和屈服位移角 2 之比计算，如下式所示： 

4 2/     。                 (3) 
分体柱替换现浇整体柱，中柱延性提升 18%，中

柱在达到最大承载能力状态后仍能吸收一定能量，并

且能产生较整体柱更大的变形而不致破坏。在分体柱

车站结构中，侧墙层间位移角达到 1.993%时，侧墙的

承载力已下降至峰值荷载值的 85%，可认为侧墙已破

坏，而此时分体中柱依然能起到支撑的作用，采用分

体柱替换现浇整体柱改善了浅埋地下框架结构在高轴

压比工况下，中柱和侧墙变形不协调的问题，有效提

升了地下车站框架结构的抗震性能。 
通过动力时程计算获得结构的动力反应，与中柱

破坏的标准进行判断，当结构位移角–竖向力曲线处

于极限变形包络线内部时，说明结构正处于工作安全

区域。中柱的地震反应与变形能力包络线关系如图 14
所示。整体柱在 8.26 s 时刻的反应超出变形能力包络

线，而采用分体柱的新型地下结构的分体柱最大反应

未超出变形能力包络线，表明分体柱在该地震水平下

的变形能力满足要求。整体柱在 8.26 s 时层间位移角

为 1.91%，分体柱在 8.26 s 时刻的层间位移角为

2.13%，在相同的地震荷载作用下，分体柱的响应略

大于整体柱，但是由于分体柱的水平变形能力较好， 
在地震作用过程中始终处于安全状态，而在 8.26 s 时
原型结构的中柱已因为变形能力不足而发生破坏。可

见采用分体柱的新型车站结构具有很好的抗震性能。 
3.2  减震效果分析 

从结构的变形和截面内力两个方面对新型分体柱

结构的减震效果进行分析。已有研究表明，结构中柱

底部由于构件截面较小最先达到其极限承载力，是较

危险的截面；另外，结构侧墙底部剪力也较大，也是

抗震设计中需要关注的截面之一[25]。因此，选取结构

中柱和侧墙底部的轴力和剪力来比较原型结构与分体

柱新型结构之间的差异。 
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图 14 中柱反应与变形能力包络线 

Fig. 14 Envelope curves of reaction and deformation capacity of columns 

 

图 15 地震荷载下结构关键构件的变形动力响应 

Fig. 15 Dynamic responses of key parts of structures under earthquake loads

（1）对结构变形的影响 
动力时程计算获得的中柱和侧墙的动力响应见图

15。动力时程计算结果显示，分体柱新型结构，在地

震作用下，中柱和侧墙的地震响应会有小幅增大。其

主要原因是，采用分体柱替换现浇整体柱，中柱的刚

度下降导致框架结构的整体刚度下降，但是地下结构

的变形很大程度上受围岩的控制，因此新型分体柱结

构和原型结构在相同的地震作用下，变形程度相差不

大。 
（2）对截面内力的影响 
地震荷载下结构关键截面的内力分布如图 16 所

示，减震结构相比于原型结构在地震作用下的截面内

力发生了较大变化。分体柱替换整体柱后，由于中柱

的刚度下降，在位移相差不多的情况下，中柱所承受

的剪力大幅下降，但侧墙的剪力变化不明显，说明结

构始终能保持足够的刚度。以中柱地震反应超出变形

能力包络线导致结构破坏的典型时刻（8.26 s）为例，

原型结构和采用分体柱的新型结构的侧墙剪力相差不

大，但分体柱承受的剪力大幅减小，此时整体柱承受

的水平向剪力为 2160 kN，分体柱承担的水平向剪力

为 823 kN，剪力下降 61.9%。在采用分体柱的结构中，

中柱所承受的剪力大幅下降，避免了中柱较侧墙先产

生剪切破坏，这对于地下结构抗震来说是有利的。 
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图 16 地震荷载下结构关键截面内力 

Fig. 16 Internal forces of key parts of structures under earthquake  

loads 

在地震荷载的作用下，侧墙、中柱的竖向力在不

断地转移和调整，初始时刻，分体柱承受的竖向轴压

略高于整体柱，在 4 s 之后，分体柱所承受的竖向轴

压小于整体柱。中柱作为主要的竖向承力构件，在上

覆土压力和竖向地震荷载的共同作用处于高轴压工作

状态。竖向轴压峰值出现在 5.53 s，整体柱的竖向轴

压峰值为 0.803；分体柱的竖向轴压峰值为 0.716。在

8.26 s 时刻分体柱的轴压比为 0.465，整体柱的轴压比

为 0.530；相同时刻原型结构侧墙轴压为 0.104，新型

分体柱结构的侧墙轴压为 0.117。在地下框架结构中，

侧墙是一个连续体，从中柱转移部分力到侧墙，对侧

墙的轴压影响很小，且侧墙的轴压远远低于中柱，在

地震过程中，侧墙处于低轴压受力条件下，始终能保

持良好的变形能力。 

4  结    论 
高轴压比下中柱水平变形能力不足是导致浅埋框

架式地下结构地震破坏的主要原因。本文以实际地铁

车站为背景，借鉴地面建筑结构中分体柱的设计理念，

将分体柱应用于地下结构形成新型结构体系。并利用

ABAQUS 大型通用有限元数值分析平台，通过对中柱

进行推覆分析得到其变形能力包络曲线，再运用动力

时程分析方法得到地下结构在地震过程中的变形和受

力情况。结合中柱的变形能力包络线和动力计算得到

的地震响应，分析了分体柱新型结构的抗震性能和减

震效果，具体的数值模拟结论如下： 
（1）分体柱在拥有足够承载能力的同时，具有比

传统现浇矩形混凝土柱更好的变形能力；在高轴压下

分体柱依然保持较好的延性，中柱的剪切破坏转化为

弯剪破坏或弯曲破坏。 
（2）新型分体柱车站具有更好的整体抗震性能。

分体柱的水平变形能力较好，改善了浅埋地下框架结

构在高轴压比工况下，中柱和侧墙变形不协调的问题；

并且在地震作用过程中始终处于安全状态，中柱在强

震时也能保证良好的工作状态，避免结构发生倒塌破

坏。 
（3）用分体柱替换现浇整体柱，会使得结构截面

内力重分布，侧墙的剪力变化不明显，但中柱的剪力

大幅减小，降幅达 61.9%。 
总体而言，通过运用分体柱替换地铁车站结构中

传统的现浇整体柱能有效提高车站整体结构的抗震性

能。在地下结构中运用分体柱不是传统意义上的减隔

震原理，采用分体柱作为地下结构中柱，是通过构造

措施提升了关键竖向支撑构件的抗震性能，提升了中

柱的变形能力，从而避免其因延性不足而发生破坏。 
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《岩土工程学报》入围世界土木工程类期刊 Q1 区

据最新发布的“世界期刊影响力指数（WJCI）报告（2020 

科技版）”，《岩土工程学报》在全世界最重要的 147 种土木

工程类期刊中位居第 30 位，入围全世界土木工程类期刊 Q1

区，成为世界土木工程类期刊 Q1 区唯一中文期刊，也是世界

土木工程类期刊 Q1 区仅有的两种中国期刊之一，另一本刊为

同济大学主办的英文期刊 UNDERGROUND SPACE，位居第

35 位。“世界期刊影响力指数（WJCI）报告（2020 科技版）”

收录了国际上最重要、最具代表性的科技期刊 14287 中，其中

纯英文期刊 11276 种，非纯英文期刊 3011 种，期刊涵盖了 5

个一级学科，45 个二级学科和 279 个三级学科。中国大陆有

1426 种期刊入选为统计源期刊，其中属于 Q1 区的期刊为 172

种，占世界 Q1 区期刊总数的 4.6%，属于 Q2 区的期刊为 345

种，占世界 Q2 区期刊总数的 8.1%。 

2020 年，《岩土工程学报》还入选了国家科技部中国科学

技术信息研究所最新评出的“百种中国杰出学术期刊”和

“第五届中国精品科技期刊”，并获得了“中国最具国际影响

力学术期刊”荣誉，这也是本刊第八次获此殊荣。

（本刊编辑部） 
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水–岩作用下断续节理砂岩力学特性劣化机理 
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摘  要：在库水位周期性升降作用下，库水消落带节理岩体的损伤劣化很可能导致库岸边坡向不稳定的方向发展。基

于此，开展了断续节理砂岩的水–岩作用试验，结合力学试验和微细观结构检测综合分析其劣化规律及机理。结果显示：

①在长期水–岩作用过程中，断续节理岩样的抗压强度、变形模量劣化趋势明显，而且存在明显非均匀性，其中前 3 个

水-岩作用周期的阶段劣化度明显较大，5 个水–岩作用周期之后的阶段劣化度明显减小并趋于稳定。②水–岩作用下，

不同节理倾角岩样的力学参数劣化幅度不一样，阶段劣化度总体呈 U 型分布，节理倾角在 0°和 90°附近时，节理岩

样从明显的张性破坏逐渐向剪性破坏转变，破坏模式变化特征比较明显，对应力学参数劣化幅度较大；节理倾角为 60°
左右时，节理岩样总体保持顺节理面的剪切破坏，破坏模式变化特征不明显，对应力学参数劣化幅度比较小，这些变

化也使得节理岩样各向异性力学特征逐渐减弱。③在水库长期运行过程中，消落带节理岩体的产状直接影响水–岩作用

的劣化趋势和变形破坏特征，因此，在库岸边坡长期变形稳定分析中，不仅要关注消落带岩体力学性质的劣化，也要

关注节理岩体的产状差异及其在水–岩作用下变形破坏模式的转化。 
关键词：库岸边坡；消落带；水–岩作用；断续节理；破坏模式；劣化 
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Degradation mechanism of intermittent jointed sandstone under         
water-rock interaction 

DENG Hua-feng1, QI Yu1, LI Jian-lin1, JIANG Qiao1, ELEYAS Assefa2, LI Xin-zhe1 
(1. Key Laboratory of Geological Hazards in Three Gorges Reservoir Area (China Three Gorges University), Ministry of Education, 

Yichang 443002, China; 2. College of Architecture and Civil Engineering, Addis Ababa Science and Technology University, Addis 

Ababa, Ethiopia) 

Abstract: Under the action of periodic rising and falling of reservoir water level, the damage and deterioration of the jointed 

rock mass in the hydro-fluctuation belt of a reservoir bank slope is likely to cause the reservoir bank slope to develop in an 

unstable direction. Based on this, the water-rock interaction tests on the intermittent joint sandstone are carried out. The 

degradation law and mechanism are comprehensively analyzed by combining the mechanical tests and the micro-structure 

detection. The results show that: (1) In the long-term process of water-rock interaction, the compressive strength and 

deformation modulus of intermittent jointed rock samples exhibit obvious tendency of deterioration, and there are obvious 

non-uniformity. Among them, the stage deterioration degree caused by the first three water-rock interaction periods is obviously 

larger, and the stage deterioration degree obviously decreases and tends to be stable after the five water-rock interaction periods. 

(2) Under the water-rock interaction, the mechanical parameters of different joint dip angles have different degradation degrees, 

and the overall distribution of stage deterioration degrees is U-shaped. When the joint dip angle is around 0° or 90°, the jointed 

rock sample changes from obvious tensile failure to shear one. The change characteristics of failure mode are obvious, and the 

corresponding mechanical parameters deteriorate greatly. When the joint dip angle is about 60°, the jointed rock sample 

maintains the shear failure of the joint plane as a whole, and the failure mode change characteristics are not obvious, and the 

corresponding mechanical parameters have a relatively small extent. These changes also make the anisotropic mechanical 

properties of jointed rock samples gradually weakened. (3) 

During the long-term operation of the reservoir bank slope, the 

occurrence of jointed rock mass in the hydro-fluctuation belt 

directly affects the deterioration trend and deformation and
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failure characteristics of the water-rock interaction. Therefore, in the long-term deformation stability analysis of the bank slope, 

attention should be paid to the deterioration of mechanical properties of rock mass in the hydro-fluctuation belt and the 

occurrence difference of jointed rock mass and transformation of its deformation and failure mode under water-rock interaction. 

Key words: reservoir bank slope; hydro-fluctuation belt; water-rock interaction; intermittent joint; failure mode; deterioration 

0  引    言 
继三峡工程之后，中国陆续建成或在建一大批大

型水利水电工程，水库蓄水一般伴随库水位数十米甚

至上百米的抬升，而且根据运行调度要求，库水位还

会在一定高程范围内升降变化，典型如三峡库区蓄水

之后在 145 m 和 175 m 高程之间形成了 30 m 的消落

带。水位大幅度变化直接影响库岸边坡的变形稳定。

随着大量水利水电工程的兴建，以水环境变化和水-

岩作用为关键因素的库区地质环境及灾害预测评价逐

渐受到广泛关注[1]，其中，库水消落带岩体在水-岩作

用下的损伤劣化问题是相关领域学者关注的热点。王

士天等[2]详细分析了水库区水-岩作用的类型和特征； 
Hale 等[3]发现干湿循环作用下岩石的孔隙率发育显

著；刘新荣等[4]结合库水运行特点，提出采用“饱水–
风干”的干湿循环过程模拟库水位的升降变化，并开

展了一系列水–岩作用试验[5]；在此基础上，较多学者

分别针对砂岩[6-10]、泥岩[11-12]、红层软岩[13-14]、化岗

岩[15]和大理岩[16]等开展了干湿循环试验，获得了各类

岩石在水–岩作用下的损伤劣化规律；同时，微细观测

试结果显示，干湿循环作用下岩石的孔隙结构、矿物

颗粒结构等也发生明显的变化[17-20]。这些研究成果为

揭示库岸边坡消落带岩体的损伤劣化机制奠定了较好

的基础，同时，也进一步说明在库岸边坡长期变形

稳定分析中应该重点考虑消落带岩体的损伤劣化，

但现有的水–岩作用试验中还很少考虑节理、裂隙的

影响。 
岩体中的节理、裂隙等缺陷是应力释放或应力集中

的关键部位[21]，直接影响工程岩体的变形和稳定[21-22]。

以往研究表明，大量岩质边坡的变形破坏都是由结构

面引起或者沿结构面发生的破坏，而且 90%以上的岩

体边坡变形破坏与水有关[23]。如图 1 所示，三峡库区

175 m 试验性蓄水运行 10 余年来，消落带区域岩体的

变形破坏现象明显，而且，175 m 水位线已成为节理、

裂隙发育的分界线，因此，在库岸边坡变形稳定分析

中，必须重点关注消落带岩体损伤劣化的影响。 
同时，如图 1 所示，在库岸边坡现场调查中发现，

不同位置库岸边坡消落带岩体变形破坏特征存在明显

差别，典型的如，消落带岩体节理倾角较缓的时候，

顺层理弱面方向的节理面明显发育张开，而且近竖直

向的次生张拉（张剪）裂纹较多，部分岩块断裂脱落

形成岩腔；节理岩体倾角在 45°～60°左右时，节理

的张开度相对较小，节理面两侧岩体总体比较完整，

但顺坡向的节理发育密度较大，部分层面存在比较明

显的剪切错动带；节理岩体近竖直分布时，节理面的

张开度比较明显，而且靠近边坡表面时尤为显著，节

理面两侧岩体相对比较完整，坡表存在台阶状的局部

掉块破坏。分析其原因除了岩体类型本身差别之外，

可能与节理岩体的产状及受力特征密切相关。 

图 1 典型库岸边坡消落带节理岩体变形破坏照片 

Fig. 1 Photos of deformation and failure of jointed rock mass in  

typical hydro-fluctuation belt of reservoir bank slope  

如图 2 所示，调查发现库岸边坡消落带岩体多是

一种断续节理岩体，在长期水–岩作用下呈逐渐贯通的

发展趋势。基于此，本文在以往水–岩作用试验研究基

础上，考虑库岸边坡消落带岩体本身的结构特征和赋
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存库水条件，选取三峡库区典型岩质边坡砂岩为研究

对象，参考以往研究经验[24-26]，制作断续节理岩体开

展水–岩作用试验，综合力学试验结果和微细观结构变

化分析断续节理砂岩的损伤劣化规律及机制。 

 

图 2 典型库岸边坡消落带断续节理岩体 

Fig. 2 Intermittent jointed rock mass of typical hydro-fluctuation  

belt of reservoir bank slope 

1  研究方案 
水-岩作用试验用岩石取自三峡库区典型库岸边

坡，为库区常见的石英砂岩，首先制作满足规范[27]

要求的 50 mm×100 mm（直径×高度）圆柱形岩样，

测试试样几何尺寸、纵波波速和质量，选取波速和密

度集中的试样[6]，然后按照图 3 所示，采用专用节理

切割设备在岩样两侧切割不同倾角的节理，制作断续

节理岩样（为了简化，后文部分位置简称“节理岩样”）。

为了比较完整的考虑节理倾角的影响，制作了 0°（水

平方向），30°，45°，60°，75°和 90°（竖直方

向）等 6 种角度的试样，节理延伸深度 10 mm，厚度

1 mm，制作好的典型试样如图 4 所示。 

 

图 3 节理试样制备示意图 

Fig. 3 Schematic diagram of preparation of joint samples 

 

图 4 不同倾角断续节理试样 

Fig. 4 Intermittent joint samples with different dip angles 

为了较好地模拟消落带库水位的周期性升降变化

过程，采用 YRK-2 岩石浸泡-风干试验仪开展水–岩作

用试验[20]，该设备具备压力浸泡、水压力升降变化、浸

泡–风干循环等功能。参考以往水–岩作用试验经验[20]，

设计每个水–岩作用周期为 40 d，分两个阶段进行：第

一个阶段模拟低水位时的风干过程，将岩样放置到浸

泡容器内，控制温度 30℃风干 10 d；第二个阶段将浸

容器中充满库水（岩石取样区域附件取回的库水），

通过控制水压力升降变化来模拟库水位上升、稳定和

下降过程，设计稳定水压力为 0.3 MPa，各过程持续

时间为 10 d。浸泡结束之后取一组试样进行三轴试验

和 SEM 检测分析，剩余试样重复进行上述两个阶段

的风干和压力浸泡过程，循环次数为 8 次。 

2  断续节理砂岩力学特性劣化规律 
2.1  断续节理砂岩抗压强度劣化规律分析 

为了定量分析水–岩作用下岩样力学特性劣化规

律，特对其抗压强度进行了统计，典型如图 5 所示。 
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图 5 断续节理砂岩抗压强度劣化曲线 

Fig. 5 Degradation curves of compressive strength of intermittent  

joint sandstone 

为了更好分析不同阶段水–岩作用对岩样力学特

性的影响，定义水–岩作用下抗压强度的累积降低幅度

为总劣化度 DN，单次水–岩作用造成的抗压强度降低

幅度为阶段劣化度△DN，计算公式为[10] 

0 0( ) / 100%N ND        ，     (1) 

1( )N N ND D D      ，            (2) 

式中， 0 为初始饱水时的抗压强度， N 为 N次水–
岩作用后的抗压强度，典型阶段劣化度如图 6 所示。 

图 6 断续节理砂岩阶段劣化度变化图 

Fig. 6 Degrees of stage deterioration in compressive strength of  

.intermittent joint sandstone  

从图 5，6 可以看出，随着节理倾角的增大，断续

节理岩样的抗压强度呈 U 型分布变化，这与以往类似

试验结果是一致的[25-26]。随着水–岩作用次数增加，

岩样抗压强度逐渐降低，对应抗压强度与节理倾角关

系曲线逐渐下移，但不同倾角、不同水–岩作用周期的

劣化幅度存在明显的非均匀性。前 3 次水–岩作用导致

的阶段劣化度明显较大，5 次之后明显减小；而且，

在相同水–岩作用周期，节理倾角在 0°和 90°附近

时，劣化幅度相对较大，在 60°附近时，劣化幅度相

对较小，不同倾角岩样抗压强度的阶段劣化度也呈 U
型变化趋势。典型的如，10 MPa 围压下，经历 1，2，
3，5，8 次水–岩作用之后，倾角为 0°的岩样抗压强

度分别降低了 10.53%，18.61%，24.99%，30.73%，

34.76%，对应的阶段劣化度分别为 10.53%，8.08%，

6.38%，2.87%，1.34%；倾角为 60°的岩样抗压强度分

别降低了 8.71%，15.87%，21.12%，26.09%，29.41%，

对应的阶段劣化度分别为 8.71%，7.16%，5.25%，

2.48%，1.11%，比较而言，相同水–岩作用周期，断

续节理岩体的损伤劣化幅度要比完整岩样的大 5%左

右[20]。 
从断续节理岩样在水–岩作用下的劣化规律可以

看出，在长期水–岩作用下，不同倾角岩样的差异逐渐

减小，参考文献[28]关于岩体各向异性的评价方法，

以不同倾角岩样抗压强度的极大值和极小值的比值作

为其各向异性度。具体统计结果如图 7 所示，可以看

出，随着水–岩作用次数的增加，断续节理砂岩的各向

异性度逐渐减小。例如，初始饱水状态下，围压从 0 
MPa 增大到 20 MPa，各向异性度从 1.58 降低到 1.41，
说明围压对岩样的各向异性特性有一定的抑制作用；

从初始饱水状态到 8 次水–岩作用，单轴抗压强度的各

向异性度从 1.58 降低到 1.42，三轴抗压强度( 3  =10 
MPa)的各向异性度从 1.46 降低到 1.35，说明长期水–
岩作用导致节理对岩体力学特性的影响逐渐减弱。 

 

图 7 水-岩作用下断续节理砂岩各向异性度变化趋势图 

Fig. 7 Trend diagram of anisotropy of jointed sandstone under  

water-rock interaction 

2.2  断续节理砂岩变形模量劣化规律分析 

水–岩作用下断续节理砂岩变形模量的劣化规律

如图 8 所示。 
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从图 8 可以看出，随着围压增大，断续节理砂岩

的变形模量逐渐增大，这与以往研究得到的规律是一

致的[26]。在周期性水–岩作用下，岩样的变形模量呈

现与抗压强度类似的劣化规律。典型情况如下：10 
MPa 围压下，经历 1，2，3，5，8 次水岩作用之后，

倾角为 0°的岩样变形模量分别降低了 14.53%，

23.18%，32.35%，38.32%，42.99%，倾角为 60°的

岩样变形模量分别降低了 10.76%，20.36%，27.89%，

33.07%，36.32%。比较而言，断续节理砂岩变形模量

的劣化幅度比抗压强度劣化幅度大，其原因是，在长

期水–岩作用下，岩石矿物颗粒骨架软化，内部孔隙、

裂隙逐渐增加[17-20]，不仅导致了岩样抗压强度降低，

而且在相同应力条件下的变形明显增大，从而使得断

续节理砂岩的变形模量劣化幅度较大。 

 
图 8 水-岩作用下断续节理砂岩变形模量变化曲线 

Fig. 8 Curves of deformation modulus of jointed sandstone under  

water-rock interaction 

3  水-岩作用下断续节理砂岩破坏特征 
不同倾角试样加载破坏后的照片如图 9，10 所示，

不同周期试样按照从左到右依次排列，限于篇幅，仅

列出单轴压缩和 10 MPa 围压下的典型破坏试样照片。 

 

（a）0° 

 

（b）30° 

 

（c）° 

 

（d）60° 

 

（e）75° 

 

（f）90° 

图 9 断续节理砂岩单轴压缩破坏照片 

Fig. 9 Failure photos of uniaxial compression test of intermittent  

joint sandstone 

 
（a）0° 

 
（b）30° 
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（c）45° 

 
（d）60° 

 
（e）75° 

 
（f）90° 

图 10 断续节理砂岩三轴压缩破坏照片(3 =10 MPa)  

Fig. 10 Failure photos of triaxial compression tests on intermittent  

.joint sandstone (3 =10 MPa) 

综合图 9，10 可得，在水–岩作用下，断续节理砂

岩的宏观变形破坏特征也存在明显的演化规律： 
（1）0°倾角的岩样，水–岩作用之前单轴压缩时

为典型的张拉破坏，在节理端部向试样两端发展多条

近轴向的裂纹，与节理一起形成了较多独立的块体；

随着水–岩作用次数的增加，试样控制性破裂面的角度

逐渐减小，始于节理端部的近轴向张拉裂缝逐渐减少，

而且裂纹扩展方向与节理方向的夹角（后文简称“裂

纹扩展角”）逐渐减小，岩样从张拉破坏逐渐向张剪破

坏转化，局部掉块现象也逐渐减少。在三轴压缩作用

下，试样由张拉破坏逐渐转变为张剪或剪张破坏，而

且，在水–岩作用下，节理端部诱发的张拉裂缝逐渐减

少，裂纹扩展角逐渐减小，剪切破坏特征逐渐明显。 
（2）30°和 45°倾角的岩样，水–岩作用之前单

轴压缩时为张剪或者剪张破坏，节理端部存在较多近

轴向张拉裂纹和少量的斜向剪切裂纹，破碎较为严重；

随着水–岩作用次数的增加，试样破裂面破坏角逐渐减

小，节理两端的张拉裂缝逐渐向剪切裂缝转化，剪切

破坏特征逐渐明显，试样破碎程度逐渐减弱。水-岩作

用之前断续节理砂岩三轴压缩破坏的破裂面为包含节

理在内的三段折线，属于复合剪张破坏，随着水–岩作

用次数的增加，节理两端的次生剪切裂纹扩展角逐渐

减小，而且次生裂纹数量逐渐减少。 
（3）60°和 75°倾角的岩样，在单轴和三轴压

缩作用下形成顺节理面方向的剪切破坏面，水–岩作用

之前的试样三轴压缩破坏时，节理端部存在部分大角

度的次生裂纹，试样端部存在明显局部破坏现象；随

着水–岩作用次数的增加，顺节理面的剪切错动现象逐

渐明显，节理端部的次生裂纹逐渐减少。比较而言，

水–岩作用对 60°和 75°倾角岩样的破坏模式影响较

小。 
（4）90°倾角的岩样，水–岩作用之前单轴压缩

时表现为张拉破坏，试样端部存在明显局部破坏现象，

随着水–岩作用次数增加，试样控制性破坏面的裂纹扩

展角逐渐减小，逐渐呈现剪切破坏趋势。在三轴压缩

作用下，水–岩作用之前岩样的破坏面主要为始于节理

端部的大角度张剪或者剪张裂纹，并且存在较多次生

裂纹，在周期性水–岩作用下，始于节理端部的破坏裂

纹角度逐渐减小，次生裂纹和局部破坏现象明显减弱。 
综合以上分析可以发现，在水–岩作用下，岩样的

张性破坏减弱、剪性破坏增强，这也导致不同倾角岩

样的破坏模式及力学参数的变化趋势不一样。典型的，

倾角为 60°左右的试样，在不同水–岩作用阶段均为

顺节理面方向的剪切破坏，破坏模式变化很小，对应

抗压强度、变形模量的劣化幅度也比较小；而倾角为

0°或 90°的试样，长期水–岩作用导致其张性破坏逐

渐向剪性破坏转变，对应抗压强度、变形模量的劣化

幅度明显较大。据此，绘制水–岩作用下断续节理砂岩

的破坏模式变化趋势简图如表 1，图中粗实线、细实

线、虚线分别表示节理、控制性破坏裂纹、次生裂纹。 

4  水-岩作用下岩样微细观结构变化特

征 
为了较好的分析周期性水–岩作用下岩石的微细

观结构变化特征，特对不同水–岩作用周期岩样进行

SEM 电镜扫描，如图 11 所示，放大倍数为 1200 倍。

综合图 11 可以看出，随着水–岩作用次数增加，砂岩

微细观结构特征变化明显，具体变化规律如下： 
（1）在水–岩作用之前，岩样矿物颗粒结构致密，

矿物颗粒表面比较光滑，被胶结物较好包裹，颗粒间

可见的孔隙和裂隙很少。 
（2）水–岩作用 1 次之后，矿物颗粒间胶结物发

生明显溶蚀，局部位置矿物颗粒结构开始变得松散，

出现一些较小的孔隙，原有孔隙和裂隙进一步发育。 
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表 1 水-岩作用下断续节理砂岩破坏模式变化规律 

Table 1 Changes in failure modes of jointed sandstone under water-rock interaction 
 单轴压缩  三轴压缩  

节理倾角 初始状态 水–岩作用后 破坏模式变化 初始状态 水–岩作用后 破坏模式变化 

0° 

  

经过节理端部的张拉破坏

向张剪破坏转变，裂纹扩展

角减小，节理端部诱发的次

生裂纹数量减少，局部掉块

现象逐渐减少。 

  

经过节理端部的控制性裂纹

扩展角逐渐减小，次生裂纹

减少，剪性破坏特征逐渐明

显。 

30°，45° 

  

始于节理端部的控制性裂

纹扩展角逐渐减小，张性破

坏逐特征减弱，剪性破坏特

征逐渐增强，次生裂纹数量

逐渐减少。 

  

控制性裂纹从节理端部向试

样两端发展，形成包括节理

在内的复合折线形剪切破

坏，裂纹扩展角逐渐减小，

节理对破裂面的诱导作用增

强，节理端部的次生裂纹逐

渐减少。 

60°，75° 

  

顺节理面方向的剪切破坏，

始于节理端部的次生张拉

裂纹逐渐减少，裂纹扩展角

逐渐减小。 

  

顺节理面方向的剪切破坏，

节理端部的次生裂纹逐渐减

少，裂纹扩展角逐渐减小。 

90° 

  

张拉破坏向张剪破坏转变，

裂纹扩展角逐渐减小，次生

裂纹数量逐渐减少。 

  

始于节理端部的复合张剪破

坏向剪切破坏转变，次生裂

纹数量逐渐减少。 

 

图 11 不同水-岩作用周期试样 SEM 照片 

Fig. 11 SEM images of jointed sandstone samples in different water-rock periods 

（3）水–岩作用 2～3 次之后，矿物颗粒间的胶结

物溶蚀严重，较多位置矿物颗粒不再被胶结物所包裹

而暴露出来，并有部分颗粒脱落，孔隙逐渐增大，并

发育了一些连通的裂隙，结构明显变得松散，形成了
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一些贯穿性孔隙通道。 
（4）水–岩作用 5 次之后，矿物颗粒显露，颗粒

间的连接明显趋于松散，矿物颗粒呈现块状、薄片剥

落，颗粒间的小孔隙逐渐连通变成大孔隙，出现一些

明显的贯穿性孔隙通道或者裂缝。 
（5）水–岩作用 8 次之后，矿物颗粒间胶结物几

乎消失，局部位置矿物颗粒呈薄片状发育，颗粒间的

孔隙、裂纹汇集、贯通，并在局部位置形成集中，整

体微观结构趋于松散。 
综合上述微细观结构变化特征分析可以发现，随

着水–岩作用次数的增加，矿物颗粒间由胶结物完整包

裹发展到孔隙、裂纹的连通和汇集，部分矿物颗粒逐

渐裸露并发展成了块状、薄片结构，导致砂岩试样的

微观结构由初始状态的致密结构发展成多孔隙结构。

这些微细观结构特征的变化，也能很好地解释前述断

续节理砂岩应力–应变曲线中压密阶段变长，弹性阶

段曲线斜率减小，峰值强度降低，变形模量减小等宏

观力学特性的变化。同时，由于断续节理岩体的承载

能力主要来源于岩桥部分，岩样微细观结构的变化和性

质的软化使得岩桥部分的承载能力逐渐下降，节理对岩

体在加载作用破坏裂纹扩展的诱导作用逐渐增强。 

5  水-岩作用下断续节理砂岩劣化机理 
在考虑水压力升降变化和浸泡–风干循环作用的

水-岩作用下，断续节理砂岩的宏观力学特性、变形破

坏模式和微细观的结构均发生了明显的变化，综合上

述分析总结其劣化机理如下： 
（1）试验用岩样为石英砂岩，主要由石英、钾钠

钙长石等矿物组成，钙质胶结。在水–岩作用过程中，

石英矿物的性质稳定，受水–岩作用影响较小，而钙质

胶结物易发生溶蚀和溶解，导致矿物颗粒逐渐裸露出

来，长石矿物受水–岩作用发生离子交换和水解作用，

生成次生矿物高岭石和二氧化硅，导致岩样的微细观

孔隙、裂隙逐渐发育[18-20]。在水压力上升的浸泡过程

中，水分子内渗，矿物颗粒骨架润滑、软化，促进钙

质胶结物和长石矿物的水-岩作用，而且孔隙、裂纹尖

端的应力集中也促进了微细观裂纹的扩展；在水压力

下降和风干过程中，水分子外渗，水–岩作用产生的部

分溶于水的矿物随水分子向外迁移，促进微细观孔隙

和渗透通道的形成，而且风干过程中，部分次生矿物

结晶膨胀，导致矿物颗粒间孔隙、裂隙发育，形成更

多新的水–岩作用反应表面。在上述周期性的水–岩作

用下，岩石矿物颗粒框架逐渐软化，内部微细观孔隙、

裂隙逐渐发育，岩样的整体结构趋于松散、软化，最

终导致了图 11 中所示微细观结构的逐步演化，同时，

岩石微细观结构的变化，也导致了岩样力学特性的损

伤劣化及破坏模式的变化。 
（2）在水–岩作用下，断续节理砂岩力学特性的

劣化趋势具有明显的阶段性和非均匀性，这主要与水–
岩作用下各种矿物的反应速率有关，在水–岩作用前期

（前 3 次水–岩作用），钙质胶结物的溶解和溶蚀占主

导地位，导致岩样的力学特性快速劣化；但钙质胶结

物的含量较少，其影响作用逐渐减弱，各类长石矿物

的水–岩作用逐渐占主导作用，随着长石矿物的水–岩
物理、化学作用，导致水–岩作用中期（3～5 次水–岩
作用）岩样力学特性的进一步劣化；在水–岩作用后

期（5 次水–岩作用之后），浸泡溶液中各种离子浓度

趋于饱和，各种水–岩物理化学作用趋于缓慢[18-20]，

岩样力学特性的劣化趋势逐渐趋于稳定。 
（3）综合分析不同倾角断续节理砂岩的试验结果

和图 1 所示的消落带岩体变形破坏特征可发现，水–岩
作用下砂岩试样的宏观变形破坏特征和库岸边坡消落

带节理岩体的变形破坏现状是一致的。这进一步说明，

库岸边坡消落带的水–岩作用不仅导致节理岩体本身

的力学性质劣化，而且节理岩体产状分布直接影响其

劣化效应和变形破坏模式。因此，在分析长期水–岩作

用对库岸边坡变形稳定影响时，应该重点关注消落带

岩体节理产状的影响。 

6  结论及讨论 
（1）节理倾角从 0°增大至 90°，断续节理岩样

的三轴抗压强度、变形模量呈现先减小后增大的 U 型

变化趋势，各向异性力学特征明显。在水–岩作用下，

节理岩样的力学参数劣化趋势明显，总体呈先陡后缓

变化趋势。 
（2）不同产状断续节理岩体在水-岩作用下的劣

化效应存在明显差别，在相同水-岩作用周期，0°和

90°倾角试样的阶段劣化度较大，而 60°倾角试样的

阶段劣化度较小，阶段劣化度也呈 U 型分布，不同倾

角节理岩样的非均匀劣化趋势使得节理岩样各向异性

力学特征逐渐减弱。 
（3）水–岩作用不仅使得节理岩体本身的力学性

质劣化，而且也会改变其变形破坏模式，总体存在向

剪切破坏模式方向发展趋势。 
（4）水–岩作用下，岩石内部孔隙逐渐发育、汇

集，矿物颗粒软化、分解，导致其微观结构由相对密

实逐渐发展为多孔隙结构，整体结构趋于松散，这也

是其宏观力学特性和变形破坏模式变化的根本原因。 
（5）水库长期运行过程中，岸坡消落带节理岩体

的力学特性劣化趋势明显，而且节理岩体的产状直接
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影响其劣化趋势和变形破坏特征，坡脚区域节理岩体

的软化和局部破坏，很可能导致前期稳定库岸边坡的

变形破坏模式发生转化，进而诱发新形式的变形破坏。

因此，在库岸边坡水-岩作用研究中，应该重点关注消

落带节理岩体的产状差异及其变形破坏模式的转化。 
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邻近地层损失对地下挡土结构土压力与地表沉降影响 
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摘  要：城市浅层空间隧道往往从一侧或两侧地下挡土结构物之间穿过，多数情况下会引起地层损失。目前城市地下

开挖引起塌陷事故呈现逐年增多的趋势，当地层损失产生后，周边已建或在建基坑挡土结构的土压力和地层沉降发展

规律是决定是否需要进行加固或处理的依据。为了获取地层损失的扰动影响规律，开发了模型试验装置与钢棒相似土

技术，采用活动门下沉模拟地下开挖引起的地层损失，采用挡墙平移模拟基坑开挖。分别考虑活动门深度与宽度比、

活动门位置深度与距离比、活动门位置深度与侧限宽度比，开展了 15 组二维模型试验。利用挡土板上的 18 块悬臂式

载荷计测得挡土结构土压力，采用粒子图像测速技术获取表面沉降曲线。结果表明：地层损失会使邻近基坑挡墙上部

土压力增加，下部土压力减小；地层损失发生后，邻近的新建基坑如继续进行开挖施工，由于土体受到了充分的扰动，

挡土结构底部不会出现土压力减小的箱槽效应，挡墙平移达到主动极限状态时的土压力分布与库仑主动土压力较为吻

合；邻近地下开挖引起地层损失与挡墙平移的叠加效应影响下，地表沉降最大值和曲线曲率随活动门宽度增加而增加，

随活动门距离和侧限宽度减小而增加。由于采用钢棒相似土，所获得的研究成果主要反映砂土地层的土压力与变形特

性。 
关键词：隧道开挖；地层损失；挡土结构；表面沉降；模型试验；相似土 
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Experimental investigations on influences of ground loss on earth pressure and 
settlement of adjecent underground retaining structures  

RUI Rui1, ZHAI Yu-xin1, 2, XU Yang-qin3, HE Qing1 
(1. School of Civil Engineering and Architecture, Wuhan University of Technology, Wuhan 430070, China; 2. China Railway Construction 

Group Co., Ltd., Beijing 100040, China; 3. Wuhan Design & Research Institute Co., Ltd. of China Coal Technology & Engineering Group, 

Wuhan 430000, China) 

Abstract: Underground excavations often pass through underground retaining structures on one side or between the structures. 

In most cases, ground loss will be caused. At present, there are more and more collapses caused by excavation. When the 

ground loss occurs, the development of earth pressure and ground settlement is the decision basis for structural reinforcement or 

treatment. To obtain the preliminary rules of disturbance influences of the ground loss, the model test setup and the steel rod 

analogical soil technology are developed. A trapdoor is used to simulate the stratum loss caused by underground excavation and 

collapse, and the foundation pit excavation is simplified as the translation of the retaining wall. Considering the ratios of 

trapdoor depth to width, trapdoor depth to distance and trapdoor depth to side limit width, 15 groups of two-dimensional model 

tests are carried out. The earth pressure of retaining structures is measured by 18 cantilevered loaders on the retaining plate, and 

the surface settlement curve is obtained by the particle image velocimetry. The results show that ground loss increases the earth 

pressure at the upper part of the retaining wall and decreases the earth pressure at the lower part of the retaining wall. After the 

occurrence of the ground loss, if the adjacent foundation pit continues being excavated, due to the disturbance of the soil, there 

is no “bin effect” of the decrease of the earth pressure at the 

bottom of the retaining structures, and the earth pressure 

distribution when the retaining wall translation reaches the 
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active limit state is in good agreement with the Coulomb’s active earth pressure. Under the influences of the superposition 

effect of the translation of the retaining wall after the ground loss caused by the adjacent underground excavation, the maximum 

value of surface settlement and the curvature of curve increase with the increase of trapdoor width, and increase with the 

decrease of trapdoor distance and side limit width. Due to the use of steel rod analogical soil, the test results mainly reflect the 

earth pressure and deformation characteristics of the sandy soil. 

Key words: tunnel excavation; ground loss; retaining structure; surface settlement; model test; analogical soil

0  引    言 
进入 21 世纪以来，伴随中国城市化进程的不断

加快，人多地少的矛盾愈加突显。开发与利用地下空

间不仅可以缓解地面交通压力，还能增加商业价值。

因此，地下空间的开发利用日趋受到重视，2016 年 5
月住房城乡建设部编制了《城市地下空间开发利用

“十三五”规划》，多个城市也在“十三五”规划中对

此进行了专项布局。在此背景下，开发利用地下空间是

地上地下协调发展走集约化城市建设道路的必然选择。 
城市地铁隧道一般设置在市政道路下方，当其一

侧或两侧存在深基坑挡土结构物时，是典型的有限土

体宽度条件下的地下开挖问题。该问题存在两种工况，

即隧道穿越邻近既有挡土结构物和隧道穿越在建基坑

的情况。 
地下隧道开挖尤其是在诱发塌陷的情况下会引

起地层的较大扰动，随着国内城市地铁工程建设的推

进，近年来由于隧道开挖引起的地面塌陷事故有增加

的趋势。以广州市番禺区广州大道南等地段为例，2012
年至今公开报道可查的塌陷超过 5 次。2019 年 12 月，

该地段一条地铁横通道矿山法施工时发生两次塌陷。

2019 年 5 月，青岛地铁发生开挖塌陷事故，全线停工

整顿后，当年 7 月有再次发生直径 10 m 的塌陷。2019
年 7 月，深圳地铁一号线宝体站至坪洲站区间暗挖段

发生地表下沉。2019 年 12 月，厦门地铁吕厝站 10 号

缓建口附近发生坍塌，发生约 500 m2塌陷。 
地面塌陷往往会造成较大的人员和经济财产损

失，在城市浅层地下空间中进行地下开挖及其诱发地

层塌陷的情况短期内还不能避免。那晓云等[1]基于对

城市道路两侧建筑物中地基附加应力分布的分析，从

力学角度提出了城市路面塌陷的内在机理。宋二祥等[2]

针对广州某盾构施工岩溶场地地面连续两次塌陷事

故，梳理工程场地条件及塌陷过程，对首次塌陷、局

部地面冒浆及二次塌陷进行了定性的机理分析与数值

模拟。张成平等[3]采用理论分析和数值模拟揭示了城

市隧道施工诱发地面塌陷的灾变机制及其演化规律，

在此基础上提出了城市隧道施工过程中地面塌陷的控

制技术。地下开挖不可避免地会引起周边土体的变形，

引起周边挡土结构土压力的变化，乃至诱发地面沉陷、

基坑垮塌、周边建筑物损伤以及地下管线等城市生命

线工程破坏[4]。 
Peck[5]通过对大量的表面沉降数据和有关工程资

料进行分析后，得到表面沉降槽呈似正态分布的结论，

并提出表面沉降分布和地表最大沉降量的估算公式。

Bryson[6]、Jenck 等[7]通过数值模拟建立了隧道开挖对

周边建筑影响的计算模型。徐中华等[8]基于上海外滩

596 地块项目紧邻地铁 9 号线隧道工程实例，研究发

现，隧道开挖会使基坑挡土结构产生位移，基坑开挖

会使隧道发生隆起。张治国等[9]引入椭圆化非等量径

向土体位移控制模式，将邻近管线视为 Euler-Bernoulli
梁，同时将层状地基土体视为弹性层状地基模型，提

出了层状地基中隧道开挖引起邻近管道纵向变形的位

移控制边界元与有限元耦合分析方法。施成华等[10]

应用随机介质理论，分析了桐油山连拱隧道浅埋段开

挖引起的沿隧道纵横向的地表移动与变形，推导了复

杂隧道开挖横断面的简化计算公式，并探讨了隧道开

挖对地表住宅楼的影响。 
对于侧限条件下地下隧道开挖对已建地下挡土

结构物的影响方面，即第一种工况。前期采用自制的

二维模型试验装置开展了研究，通过活动门]模拟隧道

开挖或地层塌陷引起的地层损失，得到了挡土结构土

压力变化规律，并给出了表面沉降的改进 Peck 法修正

公式[11]。对于第二种工况，尤其当地下开挖产生超量

的地层损失后，邻近基坑继续在扰动土层中进行施工

的工况，采用同一试验装置开展了试验。试验中将地

下开挖产生的地层损失采用活动门下沉进行模拟，对

扰动地层中继续进行基坑开挖时的挡土结构土压力分

布变化以及地层沉降的影响规律进行了探讨。 

1  模型试验装置与试验安排 
1.1  模型试验装置 

如图 1 所示，开发了二维挡土结构土压力与活动

门模拟试验装置，该装置由活动门位移控制组件、挡

土板位移控制组件、测力板、填料箱与外框架组成。

填料箱的最大尺寸 800 mm×665 mm（宽×高），试验

采用退火 201 不锈钢椭圆钢棒相似土填料，以消除前

后挡板的摩擦影响，相似土的使用大大提高试验测试

的准确性和可重复性。椭圆形钢棒相似土由短轴×长

轴分别为 5 mm×10 mm、4 mm×8 mm、3 mm×6 mm 
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3 种尺寸（A，B 和 C）的椭圆钢棒按照质量比为 1∶
1∶1 均匀混合而成。 

图 1 简化边界条件与试验装置实现图 

Fig. 1 Simplified boundary conditions and test setup 

分层填筑并充分振动后，钢棒相似土达到最密实

状态，孔隙率约为 0.17，对应重度为 65.93 kN/m3。对

其进行了双轴压缩试验，试验所得应力–应变关系曲

线与密实砂土特性相似，能较好的反映砂土的峰值强

度与剪胀性，验证了钢棒相似土与砂填料的相似性，

通过休止角试验测得相似土休止角为 28.2°[12]。 
活动门位移控制组件由 10 块钢质活动板和升降

机等组成，每块活动板宽 75 mm，可通过螺栓连接到

下方的位移控制组件以模拟地下开挖引起的地层损

失。拍摄过程照片并采用粒子图像测速（PIV）技术[13]

获取全场位移。挡土板上安放了 18 块悬臂梁式载荷计

组成的测力板，可以测量传递到挡土板上的土压力。 
隧道开挖变形在断面分布存在不均匀性，通过活

动门试验证明，不均匀分布的影响在高度达到活动门

顶面 1.5 倍活动门宽度时逐渐消失[16]。 
1.2  试验安排 

选择侧限宽度 w，活动门距离（活动门边缘至一

侧挡墙）s，活动门宽度 B 作为试验影响参数。其中侧

限宽度 w 取 600，450，300 mm，活动门距离 s 取 225，
150，75 mm，活动门宽度 B 取 225，150，75 mm。活

动门深度 H 对于各组试验均取为 600 mm，试验安排

见表 1。 
试验主要探讨了两种工况，即邻近地层损失（如

地下开挖、塌陷等）对地层的扰动及其引起的地下挡

土结构土压力变化，以及在地层损失扰动的地层中在

建地下结构继续施工的影响。试验采用活动门下沉模

拟隧道开挖引起的地层损失，采用刚性挡墙平移的方

式模拟基坑开挖支护结构的位移。 
试验开始前，调节挡土板位置至设定的侧限宽

度。分层填筑钢棒，每层填筑完毕后记录载荷计数值，

再进行下一层的填筑，直至达到指定高度。填筑结束

后，先控制活动门下降，每移动 0.01 mm 即采集一张

图像，并记录相应的载荷计数据。当下降距离达到 40 
mm 时停止下移，各组活动门下沉的地层损失率 Vl见

表 1。随后，再用手轮控制挡土板背离土体产生平移

（主动模式），每移动 0.01 mm 同样采集一张图像，

记录相应载荷计数据，直至平移距离达到 40 mm 时终

止试验。 

表 1 试验安排 

Table 1 Test arrangements 

编号 活动门深度 H 
/mm 

侧限 
宽度 w/mm 

活动门宽度 B 
/mm 

活动门距离
s/mm H/w H/B H/s Vl 

W1 600 600  75 225 1 8 2.67 0.68 
W2 600 600  75 150 1 8 4 0.68 
W3 600 600  75  75 1 8 8 0.68 
W4 600 600 150 225 1 4 2.67 0.34 
W5 600 600 150 150 1 4 4 0.34 
W6 600 600 150  75 1 4 8 0.34 
W7 600 600 225 150 1 2.67 4 0.23 
W8 600 600 225  75 1 2.67 8 0.23 
W9 600 450  75 150 1.3 8 4 0.68 
W10 600 450  75  75 1.3 8 8 0.68 
W11 600 450 150 150 1.3 4 4 0.34 
W12 600 450 150  75 1.3 4 8 0.34 
W13 600 450 225  75 1.3 2.67 8 0.23 
W14 600 300  75  75 2 8 8 0.68 
W15 600 300 150  75 2 4 8 0.34 
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2  试验结果 
2.1  侧限条件下的静止土压力分布规律 

以试验 W3、W10 和 W14 为例，探讨不同侧限宽

度 w 下挡墙静止土压力的分布规律，见图 2。图中，

对深度 z 做标准化处理。将实测结果与不考虑摩擦影

响的 Jaky 法 [15]和考虑两侧箱体摩擦效应影响的

Janssen 法[16]计算结果进行对比。 
从图 2 可以得到，挡土墙静止土压力随埋深基本

呈线性分布，埋深较大时出现偏离线性分布的情况，

大小介于 Jaky 公式和 Janssen 公式（墙土摩擦角取为

φ=28.2°）计算值之间。侧限宽度 w 较小时，接近于

接近考虑两侧摩擦影响的 Janssen 公式计算值。 

图 2 静止土压力分布 

Fig. 2 Distribution of earth pressure at rest 
2.2  地层损失对邻近挡土结构土压力的影响 

以试验 W3、W10 和 W14 为例，不同侧限宽度 w
下，活动门下沉后挡墙与静止土压力相比的增量分布

如图 3 所示。 

图 3 地层损失后的挡墙土压力分布 

Fig. 3 Distribution of earth pressure after ground loss 

从图 3 可以得到，邻近地下开挖引起地层损失后，

会导致基坑挡土结构上部土压力增加，3 组试验相比

静止土压力分别增大 31.6%，39.8%，9.7%，平均增加

率 27%，下部土压力减小，3 组试验相比静止土压力

分别减小 6.1%，23.1%，11.2%，平均减小率 13.5%，

存在一个转折点。随着侧限宽度的减小，上部荷载增

加的数值减小，与两侧摩擦影响的叠加有关。 

2.3  扰动土体中基坑开挖过程土压力分布规律 

（1）挡墙平移过程土压力变化规律 
挡土墙背离土体发生主动位移过程，墙后填土会

由非极限状态逐渐过渡到主动极限状态，芮瑞等[12]

采用相同的椭圆钢棒相似土探讨了侧限填土无地下开

挖扰动情况下挡墙主动位移模式下土压力的变化规

律，结果表明挡土墙的位移量为 0.4%H 时，达到主动

极限状态的特征更显著。 
以试验 W3、W10 和 W14 为例，探讨邻近地层损

失后继续基坑开挖时挡土板上作用的土压力随深度的

关系，取位移量为 0.2 %H，0.4 %H，0.6 %H，如图 4
所示。取朗肯主动土压力、库仑主动土压力进行对比。

库仑主动土压力系数 Ka,k按下式计算： 
2

a,k 2

2

cos ( )

sin( )sin( )cos cos( ) 1+
cos( ) cos( )

K  

     
   




  
      

。

(1) 
式中   为墙背与竖直线的夹角，取 =0； 为墙后

填土面倾角，取 =0； 为墙土外摩擦角， 为土体

内摩擦角，由于外墙和相似土材料均为钢，因此 和
均取为钢棒相似土的休止角 28.2°[12]。 

从图 4 可以看出，地层损失后，随着挡墙位移量

的增加，挡土墙土压力逐渐减小，位移量达到 0.4 %H
时，实测土压力接近考虑墙土摩擦效应的库仑主动土

压力。 
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图 4 挡墙平移过程中土压力分布 

Fig. 4 Distribution of earth pressure during translation 

（2）挡墙平移过程中剪应变分析 
采用粒子图像测速技术（PIV）得到了墙后相似

土填料位移，绘制剪应变等值云图。图 5 列出了试验

W3、W10 和 W14 在位移量为 0.4 %H 时的剪应变等

值云图。 

图 5 不同侧限宽度墙后土体剪应变云图 

Fig. 5 Development of shear strain with different side limit widths 

侧限宽度越小，墙土摩擦影响越大，滑裂面逐渐

发展至弧线，右侧滑移面倾角基本保持不变，左侧滑

移面倾角逐渐增大。 
（3）主动土压力 
试验 W3、W10、W14 主动极限状态的（0.4 %H）

土压力随深度的关系如图 6 所示。为了方便对比，对

埋深 z 做标准化处理。将实测结果与经典的朗肯、库

仑主动土压力以及考虑墙土摩擦和土拱效应的

Handy[17]、Harrop-Williams[18]和 Paik 等[19]计算结果进

行对比。 
a）Handy 法主动土压力 

a,H

( ) tan 45
2

H z 




   
  



  

a,H1 exp
( ) tan 45

2

zK
H z




  
  
   
          


 ， (2) 

2 2
a,H a1.06(cos sin )K K              (3) 

式中，Ka 为朗肯主动土压力系数，θ 为滑裂角，θ= 
45°+φ/2。 

b）Harrop-Williams 法主动土压力 
1

a,w a,w

1 1

2

z z
H HK H



 



        
   


 ，(4) 

2
a w

a,w 2
w a

1 tan
tan

kK
k








  ，          (5) 

式中， 为墙后土体偏转系数，Ψw为墙后土体主应力

偏转角，Ka,w为 Harrop-Williams 理论土压力系数。 
1

2 2
a a

w
a a a

1 1 1tan
2 tan 2 tan

k k
k k k


 

   
    
   

 ， (6) 

 
21 1

2 2

a,w 2

(cos ) sin( )sin

cos
K

   




 
  

   。 (7) 

计算所得到的 tanΨw和  正值适用于主动土压力

计算，负值适用于被动土压力计算。 
c）Paik 法主动土压力 

a,p
a ,p

a,p1 tan tan
HK

K



 

 


 

a,p tan tan

1 1
Kz z

H H

           
     

  ，   (8) 

2 2
P P

a,p 2
P

3( cos sin )
3 ( 1) cos
NK
N N

 





 
  ，    (9) 

2 2
1

P
( 1) ( 1) 4 tan

tan
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N N N 




    
 
  

，(10) 

式中， P 为墙后土体主应力偏角，N=1/Ka,k，Ka,k为考

虑墙土摩擦效应的库仑主动土压力系数。 
一般的，基坑开挖的挡墙底部土压力逐渐减小至

零，被称为箱槽效应[17]，模型试验[11]证明未扰动土体

中挡墙主动土压力分布曲线和 Paik 法计算结果吻合
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度最好。然而，从图 7 可以看出，邻近地下开挖引起

超量地层损失后，在扰动的土体中继续开挖基坑，实

测主动土压力并没有出现底部减小的情况，而与库仑

土压力接近。 

图 6 主动土压力分布 

Fig. 6 Distribution of active earth pressure 

（4）活动门宽度对土压力分布影响 
为了研究塌陷宽度对土压力分布的影响，按照不

同的活动门位置深度与宽度比（H/B=8，4，2.67），取

试验 W2、W5、W7（w=600 mm，s=150 mm）进行对

比分析。活动门下沉 40 mm 且挡墙主动平移达到极限

状态时的土压力 p 随 z/H 变化关系如图 7 所示。 
从图 7 可以看出，挡墙土压力分布随活动门宽度

增加上部土压力有所减小，下部土压力有所增加，随

后挡墙平移的主动土压力随活动门宽度的增加上部土

压力基本相等，下部略有增大。 

图 7 不同活动门位置深度与宽度比下土压力分布 

Fig. 7 Distribution of earth pressure under different ratios of  

trapdoor depth to width  

（5）活动门距离对土压力分布影响 
为了探讨活动门距离对土压力分布的影响，按照

不同的活动门位置深度与距离比（H/s=2.67，4，8），
取试验 W1、W2、W3（w=600 mm，B=75 mm）进行

对比分析。当活动门下沉 40 mm 且挡墙主动平移达到

极限状态时的土压力 p 随 z/H 变化关系如图 8 所示。 
从图 8 可以看出，不同的活动门位置深度与距离

比 H/s 下，挡墙土压力分布随活动门距离的减小而逐

渐增大，随后挡墙平移达到主动极限状态，活动门距

离小的挡土结构的主动土压力更大。 

图 8 不同活动门位置深度与距离比下土压力分布 

Fig. 8 Distribution of earth pressure under different ratios of  

trapdoor depth to distance 

（6）侧限宽度对土压力分布影响 
为了探讨侧限宽度对土压力分布的影响，按照不

同的活动门位置深度与侧限宽度比（H/w=1，1.3，2），
取试验 W3、W10、W14（s=75 mm，B=75 mm）进行

对比，活动门下沉 40 mm 且挡墙主动平移达到极限状

态时的土压力 p 随 z/H 变化关系如图 9 所示。 
从图 9 可以看出，地层损失发生后，挡墙土压力

分布随侧限宽度的减小逐渐减小，随后挡墙平移达到

主动极限平衡状态，土压力随侧限宽度的减小也有一

定的减小趋势。 
2.4  表面沉降规律 

（1）挡墙平移过程中表面沉降曲线 
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图 9 不同活动门位置深度与侧限宽度比下土压力分布 

Fig. 9 Distribution of earth pressure under different ratios of  

trapdoor depth to side limit width 

为了探讨地层损失和基坑开挖叠加影响下地层

变形的规律，提取 PIV 全场变形的表面沉降数据。获

取试验 W3、W10、W14 活动门下沉量为 20 mm 和 40 
mm 以及挡墙位移量分为 0.2%H，0.4%H，0.6%H 的

表面沉降曲线，如图 11 所示。 

图 11 挡墙平移过程中表面沉降曲线 

Fig. 11 Curves of surface settlement during translation of retaining  

wall 

从图 11 可以得出，随着地下开挖引起地层损失的

发展，地表沉降最大值及曲线曲率增大。随后，在基

坑开挖的影响下，地表沉降曲线最大值进一步扩大，

挡墙平移量为 0.2%H，0.4%H，0.6%H 时对应的地表

沉降曲线最大值分别为活动门下沉 40 mm 时的 1.45
倍，1.79 倍，2.15 倍。 

（2）活动门宽度对表面沉降曲线的影响 
为了探讨活动门宽度对在建基坑地表沉降的影

响规律，按照不同的活动门位置深度与宽度比

（H/B=8，4，2.67），取模型侧限宽度 w 与活动门距

离 s 相同的试验组，将 W2、W5、W7（w=600 mm，

s=150 mm）和 W10、W12、W13（w=450 mm，s=75 mm）

各分为一组。活动门下沉 40 mm 后，再平移挡墙至

0.4 %H 时，各组试验的表面沉降曲线如图 12 所示。 

图 12 不同塌陷位置深度与宽度比表面沉降曲线 

Fig. 12 Curves of surface settlement under different ratios of  

trapdoor depth to width 

从图 12 可以得出，在地层损失扰动和基坑开挖

的叠加影响下，活动门位置深度与活动门宽度比越小，

曲线曲率越大，地表沉降最大值越大，开挖宽度 B=225 
mm 相比 B=75 mm 地表沉降最大值增大近 1 倍。 

（3）活动门距离对表面沉降曲线的影响 
为了探讨塌陷距离对在建基坑地表沉降的影响

规律，按照不同的活动门位置深度与活动门距离比

（H/s=2.67，4，8），取侧限宽度 w 与塌陷宽度 B 相同

的试验组，将 T1、T2、T3（w=600 mm，B=75 mm）

和 T4、T5、T6（w=600 mm，B=150 mm）各分为一

组，先让活动门下沉 40 mm，之后平移挡墙至 0.4 %H，

各组表面沉降曲线如图 13 所示。 
从图 13 中可得，在地层损失和基坑开挖叠加影

响下，活动门位置深度与活动门距离比越大，地表沉

降最大值越大，活动门距离 s=75 mm 相比 s=225 mm
地表沉降最大值增加 1 倍左右，曲率变化不大。 
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图 13 不同活动门位置深度与活动门距离比表面沉降曲线 

Fig. 13 Curves of surface settlement under different ratios of  

trapdoor depth to distance 

（4）侧限宽度对表面沉降曲线的影响 
为了探讨侧限宽度对地表沉降的影响规律，按照

不同的活动门位置深度与侧限宽度比（H/w=1，1.3，2），
取活动门距离 s与活动门宽度B相同的试验组，将T3、
T10、T14（s=75 mm，B=75 mm）和 T6、T12、T15
（s=75 mm，B=150 mm）各分为一组，先让活动门下

沉 40 mm，之后平移挡墙至 0.4%H，各组表面沉降曲

线如图 14 所示。 

图 14 不同活动门位置深度与侧限宽度比表面沉降曲线 

Fig. 14 Surface settlement curves under different ratios of  

.trapdoor depth to side limit width 

由图 14 可以看出，在地层损失和基坑开挖叠加影

响下，活动门位置深度与侧限宽度比越大，地表沉降

最大值越大，侧限宽度 w=300 mm 相比 w=600 mm 地

表沉降曲线最大值增加 37.8%，曲线曲率越大。 

3  结    论 
通过二维模型试验，对邻近地下开挖引起超量地

层损失后，继续进行基坑开挖，两者叠加影响下的挡

土墙土压力变化和表面沉降规律进行了探讨，得到以

下结论： 
（1）开挖引起地层损失前，不同侧限宽度 w 下，

已建基坑挡墙静止土压力随埋深基本呈线性分布，埋

深较大时出现非线性，大小介于 Jaky 公式和 Janssen
公式计算值之间，邻近地层损失会使挡墙土压力上部

土压力增加，平均增加率 27%，其下部土压力减小，

平均减小 13.5%。 
（2）对于试验采用的钢棒相似土，邻近地下开

挖引起地层损失后，挡墙平移至达到主动极限状态所

需的位移量约为 0.4%H。主动土压力呈非线性分布，

实测主动土压力与库仑主动土压力吻合度最好，挡墙

底部土压力未出现明显减小的情况。 
（3）活动门宽度的增加会使挡墙上部土压力减

小，下部土压力增加，对土压力分布的影响较小，但

是会使挡墙平移叠加影响下的地表沉降曲线曲率与沉

降最大值增加。开挖宽度 B=225 mm 相比 B=75 mm 地

表沉降最大值增大近 1 倍。 
（4）活动门距挡墙距离越小，地层损失引起的

挡墙土压力越大，土压力分布影响较小，地表沉降最

大值增大。活动门距离 s=75 mm 相比 s=225 mm 地表

沉降最大值增加 1 倍左右，曲率变化不大。 
（5）侧限宽度越小，地层损失引起的挡墙土压力

越小，地表沉降曲率与最大值增加。侧限宽度 w=300 
mm相比 w=600 mm地表沉降曲线最大值增加 37.8%。 

试验成果是采用无黏聚力的椭圆钢棒相似土作为

填料的条件下获得的，其结果与砂土地层的工程特性

与影响规律类似。研究成果可以为邻近地层发生地层

损失后，在扰动地层中进行地下挡土结构物施工的参

考。由于对隧道开挖地层损失以及挡土支护结构位移

的简化，相关研究结果有待实际工程实测以及更为精

细化的模型试验的修正。 
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地震下大断面盾构隧道接缝力学及防水性能研究 
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摘  要：为研究大断面盾构隧道在地震条件下接缝力学及防水性能，利用 ABAQUS 分别建立了地层-结构三维有限元

模型及密封垫二维有限元实体模型，研究了在不同地震强度下管片接缝的力学性能及错台量与张开量，基于不同位置

接缝变形结果讨论了隧道防水性能退化情况。结果表明：①中震与大震下左侧拱腰下侧接缝处的最大主拉应力已超过

混凝土最大抗拉强度，混凝土出现一定损伤；②不同地震强度下纵缝错台量分布规律及大小基本相同，呈“眼镜”状

分布，拱顶与拱底错台量相对较小，拱腰与拱脚处错台量较大；③拱顶右侧接缝防水能力保持最好，可达 2.77 MPa，
相比正常情况仅削弱 16%，环内拱腰附近接缝防水能力削弱严重，防水性能削弱达到 40%。 
关键词：盾构隧道；地震作用；力学性能；防水性能；管片接缝 
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Mechanical and waterproof performances of joints of shield tunnels with                                         
large cross-section under earthquakes 

ZHANG Wen-jun1, 2, CAO Wen-zhen1, 2 

(1. Department of Civil Engineering, Tianjin University, Tianjin 300354, China; 2. Key Laboratory of Coast Civil Structure Safety of 

Ministry of Education, Tianjin University, Tianjin 300354, China) 

Abstract: In order to study the mechanical and waterproof performances of joints of large-section shield tunnels under seismic 

conditions, ABAQUS is used to establish a 3D stratum-structure finite element model and a 2D sealing gasket finite element 

solid model. The mechanical properties, offset, and openings are studied for the segmental joints. Based on the deformation 

results of the joints at different positions, the deterioration of the waterproof performance of the tunnel is discussed. The results 

show that: (1) The maximum principal tensile stress of the joints at the lower part of the arch waist under moderate and large 

earthquakes exceeds the maximum tensile strength of concrete, leading to damage on the concrete. (2) The size of longitudinal 

joints keeps basically the same under different earthquakes, and their distribution is like a “glass” shape. The amount of 

misalignment between the arch top and the arch bottom is relatively small, while the amount of misalignment at the arch waist 

and arch feet is relatively large. (3) The joints at the right side of the dome have the best waterproof capacity of 2.77 MPa, 

which is only 16% weaker than that under the normal situation. The waterproof performance is severely weakened by 40% at 

the joints near the arch waist. 

Key words: shield tunnel; seismic action; mechanical property; waterproof performance; segment joint

0  引    言 
中国是地震频发地区，尤其在汶川地震发生后，

大量的地下结构遭到严重破坏，给人民的生命财产安

全带来巨大威胁。近年来，高烈度地区所建盾构隧道

数量不断增多，这对隧道的抗震性能提出了更高要求。

因此，研究地震作用下盾构隧道的响应特征是十分必

要的。 
刘晶波等[1]为研究地铁盾构隧道的地震反应，采

用复反应分析法研究了并行隧道间距离、衬砌厚度、材

料性质等因素对地震反应的影响。Mizuno 等[2]考虑接

缝剪应力的传递作用以及弯曲刚度折减，并结合振动

台试验研究了盾构隧道横向地震响应及其动力特性。

潘佳春[3]采用 ANSYS 数值分析软件，通过建立相关

计算模型，针对盾构隧道的地震响应、双线隧道在受

洞间距影响时的响应变化情况和相关减震措施的减震

优劣性等问题进行了分析研究。朱彤等[4]建立了一种

精细化装配式管片结构计算模型，采用弹塑性有限元

动力时程分析，分析了盾构隧道在可液化场地中的地

─────── 
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震响应特征及规律。郭凯[5]采用有限元分析软件建立

了等刚度圆环模型和考虑接头效应的模型,对比分析

了不同模型间内力分布规律与数值大小的异同。张稳

军等[6]通过建立大尺寸复杂地层地震动模型，分析了

各地层加速度放大倍数和不同区间段风险，并划分了

地震破坏灾区。禹海涛等[7]提出了一种用于模拟盾构

隧道纵向地震响应的宏-细观多尺度分析方法，并成功

将该方法应用于世界首个特高压 GIL 电力盾构隧道。

为研究盾构隧道的地震响应，前人依靠数值模拟和震

动台试验进行了广泛研究并取得极为丰硕的成果，各

种理论也逐渐成熟。但在地震响应的相关数值模拟中

对管片接缝常采用等效刚度处理，关于地震后大断面

盾构隧道接缝力学性能研究极少，而接缝作为盾构隧

道衬砌结构薄弱点，其在地震条件下的力学性能对整

体结构的安全而言非常重要。 
管片接缝处是盾构隧道发生地下水渗漏的主要途

径，因而接缝防水是盾构管片设计与研究的重点[8]。

金跃郎等[9]为解决某工程超高水压盾构隧道接缝防水

设计这一关键问题，利用数值分析设计并筛选得到内

外双道密封垫断面型式，并结合试验研究了该接缝防

水性能。张稳军等[10]研究了复合型密封垫不同错台量

对管片防水能力的影响，并预测了在不同错台量下复

合型密封垫长期防水性能。Ding 等[11]为研究管片接缝

张开量和错台量对结构防水性能影响，利用研制的新

型三向加载防水性能试验系统进行试验研究。Gong
等[12]提出一种基于试验和计算联合的防水设计框架，

并将该设计程序实际运用至国内某水下盾构隧道。李

拼等[13]分析了典型错台及张开工况下管片接缝防水

性能，揭示大张开量条件下管片接缝密封垫错台及张

开时的变形与接触应力分布特性。杨贵生等[8]提出了

一种密封垫断面形式和不同密封槽尺寸对应的密封垫

修改方法，通过数值计算分析了密封槽尺寸对密封垫

防水性能的影响规律。Li 等[14]以南京地铁 10 号线盾

构隧道密封垫设计为研究对象，研究了双道密封垫的

防水性能。地震发生后盾构隧道常出现较大的错台量

与张开量，这对管片接缝防水性能造成较大削弱，但

关于地震作用如何影响管片接缝防水性能的相关研究

较少。因而研究大断面盾构隧道在地震下接缝力学及

防水性能具有重要现实意义，可为管片抗震设计和灾

害预测提供参考意见。 
为研究大断面盾构隧道在地震条件下接缝力学及

防水性能，利用 ABAQUS 分别建立地层–结构三维有

限元模型及密封垫二维有限元实体模型，研究在不同

地震强度下管片接缝的力学性能及接缝错台量与张开

量，并基于不同位置接缝变形结果讨论隧道防水性能

退化情况。 

 

1  工程概况及地震波选取 
某大断面盾构隧道管片衬砌外径为 15 m，管片厚

度为 0.65 m，环宽 2 m，衬砌混凝土等级为 C60，环

间以 48 根 8.8 级 M39 纵向螺栓相连，环内管片间以 2
根 8.8 级 M39 环向螺栓紧密相连。所研究区间地层土

质情况及材料的物理力学参数如表 1 所示。 
表 1 材料参数 

Table 1 Material parameters 

材料 动剪切模量
/MPa 

弹性模

量/MPa 
泊松

比 
密度

/(g·cm-3) 
粉质黏土 42 126 0.49 1.97 
混凝土 — 36000 0.2 2.6 
螺栓 — 210000 0.3 7.8 

选择地震安评报告中所提供的 3 种地震波进行时

程响应分析，3种地震波分别为：50 a超越概率为 63%，

即小震（峰值加速度为 0.21 m/s2）；50 a 超越概率为

10%，即中震（峰值加速度为 0.60 m/s2）；50 a 超越概

率为 2%，即大震（峰值加速度为 1.2 m/s2）。3 种地震

波的基岩加速度时程曲线如图 1 所示。 

图 1 加速度时程曲线 

Fig. 1 Time-history curve of acceleration 
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2  地震作用下管片接缝力学性能分析 
2.1  三维地层-结构模型 

依托大型通用有限元软件 ABAQUS 建立了地层

和盾构隧道结构的三维精细化模型（如图 2 所示）。地

层模型尺寸为 146 m（长）×88 m（高）×80 m（宽），

其中长为 Z方向，高为 Y方向，宽为 X方向。隧道埋

深 23 m，隧道外径为 15 m，管片厚度为 0.65 m，环

宽 2 m。隧道管片环布置如图 3 所示。 

 
图 2 地层-结构模型 

Fig. 2 Stratum-structure model 

图 3 隧道管片环布置图 

Fig. 3 Layout of segment rings of tunnel 

为研究管片接缝处力学性能及变形特性，在简化

计算的同时并尽可能保证计算精度，对隧道结构中间

三环衬砌环建立精细化模型（如图 4 所示）。模型考虑

了螺栓的存在，采用梁单元进行模拟。两侧其余衬砌

环采用纵向等效刚度[15]进行简化处理，由于在纵向地

震激励下隧道发生的变形以弯曲为主，故本文主要基

于纵向抗弯刚度有效率对衬砌环材料进行折减，其中

纵向抗弯刚度有效率为等效抗弯刚度/正常抗弯刚度，

经计算可得到纵向抗弯刚度有效率为 0.082，即等效抗

弯刚度为 2.952×109 N/m2。隧道整体结构如图 5所示。 
2.2  本构关系与接触关系 

螺栓采用梁单元进行模拟，材料本构模型采用双

折线塑性强化模型，其塑性加强段弹性模量取为弹性

阶段的 1/100。 
管片混凝土强度等级为 C60，为反映混凝土的非

线性变化规律，混凝土材料本构模型选用 ABAQUS

内置的 Drucker-Prager 塑性模型，剪胀角取为 30°，内

摩擦角取为 54°，混凝土材料在压缩条件下的应力–

应 变 曲 线 依 据 《 混 凝 土 结 构 设 计 规 范 》

（GB50010—2010）[16]确定。 

 

图 4 衬砌环精细化模型 

Fig. 4 Refined model of lining ring 

 
图 5 隧道整体结构 

Fig. 5 Overall structure of tunnel 

模型中共存在 3 种接触关系，其中管片与管片之

间、地层与管片之间的接触均设为硬接触，且允许发

生接触后分离；管片与螺栓之间采用嵌入式接触，即

将螺栓嵌入实体管片中。 
2.3  边界条件和地震动输入 

为有效模拟半无限空间介质的辐射阻尼效应，同

时还能较好的模拟半无限地基的弹性恢复性能，本文

采用在实际工程中广泛应用的黏弹性人工边界，通过

在边界上设置连续分布的弹簧阻尼系统实现人工边界

的施加。在 ABAQUS 内以 interaction 中的 spring 和

connect points to ground 分别模拟弹簧和阻尼。弹簧与

阻尼力学参数计算公式为[17] 

BT BT BT S,
G

K C C
R

  
  

，      (1) 

BN BN BN P,
G

K C C
R

  
  

。      (2) 

式中  BTK ， BNK 分别为切向弹簧和法向弹簧的刚度

系数； BTC ， BNC 分别为切向阻尼器和法向阻尼器的

阻尼系数； BN 为法向弹簧刚度的修正系数， BT 为

切向弹簧刚度的修正系数；G为介质的剪切模量，
为介质的密度；R为波源至边界结点的距离； SC ， PC
分别为介质剪切波速和纵波波速，计算方法可参考文

献[17]。 
本文采用基岩输入实现地震动输入，即在整体模

型底部施加安评报告中所提供的基岩地震加速度时程

曲线（如图 1 所示），沿隧道纵向输入地震波。 
2.4  网格划分与计算工况 

整体模型网格划分如图 2 所示，隧道结构网格划

分如图 6 所示。 
2.5  接缝应力分析 

图 7 为不同地震强度作用下的最大弯矩时刻接缝
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处最大主应力分布云图，拉应力为正值，压应力为负

值。由图可知，在不同地震强度下接缝最大主应力分

布规律基本一致，主要以受拉为主，受压区域较小；

最大主压应力最大值出现在环缝与纵缝交界处，但值

较小，最大值出现在小震作用下，仅为 1.327 MPa，
不会对管片造成损伤；接缝内最大主拉应力最大值出

现在左侧拱腰下侧接缝附近，小、中、大震下最大主

拉应力最大值分别为 2.0，2.66，2.826 MPa，中震与

大震下拱腰下侧接缝处的最大主拉应力已超过混凝土

最大抗拉强度，此时混凝土已发生一定程度损伤，在

一定程度上削弱了接缝震后的防水能力。 

 
图 6 隧道结构网格划分 

Fig. 6 Grid division of tunnel structure 

图 7 最大主应力分布云图 

Fig. 7 Cloud diagram of distribution of maximum principal stress 

在 ABAQUS 中，以 X 轴作为 1 轴，Y 轴作为 2
轴，故下文中 S11 即为 X轴向应力，S22 即为 Y轴向

应力。图 8 为接缝处 S11 应力分布云图，图 9 为接缝

处 S22 应力分布云图。由图可知，不同地震强度不会

改变接缝处的 S11 应力和 S22 应力分布规律；由图 8
可知，接缝处 X轴向应力以受压为主，且在不同地震

强度下 X轴向最大应力值基本相同；X轴向最大压应

力可达 13.5 MPa 左右，出现在拱脚纵缝附近，X轴向

最大拉应力为 1.55 MPa 左右，出现在拱腰纵缝附近。

由图 9 可知，接缝 Y轴向应力以受压为主，Y轴向拉

应力仅出现在拱顶和拱底处；拱腰接缝外侧的 Y轴向

压应力最大，约为 14.5 MPa，接缝内侧压应力仅为 1 
MPa 左右，因而拱腰接缝处张开量会大于其余位置。 

 

图 8 S11 应力分布云图 

Fig. 8 Cloud diagram of S11 stress distribution 

2.6  接缝变形分析 

接缝作为盾构隧道衬砌结构的薄弱点，在地震作

用后常会出现变形，这对衬砌结构的力学及防水性能

具有重要影响，因而研究地震作用下的接缝变形具有

十分重要意义。为研究地震作用下的接缝变形，提取

了地震结束后接缝的张开量与错台量。可以发现，纵

向地震激励作用下环缝张开量与错台量极小，错台量

最高仅为 2 mm，基本无张开，相对纵缝错台量而言较

小，故本文主要研究纵缝错台与张开变形。图 10 为不
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同地震强度下纵缝错台量玫瑰图，纵缝张开量较小，最

大仅为拱腰上侧纵缝部位存在的 2.2 mm 张开量，其余

部位张开量可忽略，这与 2.5 中的分析结论吻合。 

图 9 S22 应力分布云图 

Fig. 9 Cloud diagram of S22 stress distribution 

由图 10 可知，不同地震强度下纵缝错台量分布规

律及大小基本相同，呈“眼镜”状分布，拱顶与拱底

错台量相对较小，约为 6 mm；拱腰与拱脚处错台量

较大，可达 12 mm 左右，且由 2.5 分析可知，拱腰下

侧纵缝附近管片受损严重，故拱腰下侧纵缝防水性能

在大错台与管片损伤的同时作用下削弱严重；拱腰上

侧接缝除了存在较大错台量外，还存在 2 mm 张开量，

对接缝防水性能削弱也较严重。 

 

图 10 纵缝错台量玫瑰图 

Fig. 10 Rose chart of longitudinal seam stagger amount 

3  地震作用下管片接缝防水性能分析 
盾构隧道在发生地震后，常会在管片接缝处出现

严重渗漏水现象，导致隧道被水淹没，严重影响隧道

结构安全和运营安全，因此研究地震作用下管片接缝

防水性能变化对提高结构安全性具有重要意义，管片

接缝防水性能改变主要原因是接缝的错台与张开，因

为本文依据 2.6 节中所得接缝变形数据对接缝防水性

能展开研究，由 2.6 节结果可知，纵向地震激励作用

下环缝张开量与错台量极小，相对纵缝而言可忽略不

计，故本节仅对纵缝防水性能进行相应研究。 
为实现研究目的，利用 ABAQUS 建立了密封垫

二维有限元实体模型。为解决密封垫在压缩模拟中出现

严重的网格畸变问题，采用了网格间求解变化技术[18]。 
3.1  网格划分与接触关系 

依据本工程中密封垫与密封槽截面尺寸图（如图

11 所示），建立了密封垫二维有限元实体模型，如图

12 所示。其中密封垫模型采用线性平面应变划分网

格，管片密封槽以二维解析刚体实现模拟。 
密封垫与密封垫、密封垫与密封槽接触关系设为

表面与表面接触，密封垫开孔部分接触关系设为自接

触。接触属性中切向行为采用罚函数摩擦，摩擦系数

取 0.5，法向行为设为硬接触，允许接触后分离。其中

接触参数根据参考文献[8]进行取值。 
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图 11 密封垫与密封槽尺寸 

Fig. 11 Dimensions of gasket-seal groove 

 

图 12 密封垫-密封槽二维实体模型 

Fig. 12 Two-dimensional solid model for gasket-seal groove 

3.2  材料本构与边界条件 

本工程密封垫材料为三元乙丙橡胶材料，为超弹

体材料，超弹体材料应力应变的非线性主要利用应变

能函数定义，本模型采用工程中常用的 Mooney-Rivlin
二参数模型[19]，应变能函数表达式为 

10 1 01 2( 3) ( 3)U C I C I      。       (3) 
式中  U 为应变势能； 1I ， 2I 为应变不变量； 10C ， 01C
为材料参数。 

经最小二乘法计算， 10C 取 0.59238， 01C 取

0.14809。密封垫橡胶硬度设为邵氏硬度 A 67H  。 
为使管片完全对称受压，下侧管片约束 X，Y 方

向自由度，上部管片约束 X方向自由度并施加 Y方向

位移荷载。通过移动上部管片和密封垫来实现错台模

拟。 
3.3  计算工况 

本工程在未发生地震时，环间接缝错台量为 0 
mm，张开量为 2 mm，为研究接缝在地震作用下防水

性能，基于 2.6 节中所得接缝变形数据设立工况。由

于在不同地震强度下各处接缝变形基本相同，且变形

主要为纵缝变形，故本文依据小震作用下环内各处纵

缝变形设立 11 组工况，各工况参数如表 2 所示。其中

工况 3 与工况 12 张开量为 4.2 mm，其余工况张开量

皆为 2 mm。 
3.4  结果分析 

已有研究表明[20]，密封垫接触面平均接触应力可

作为密封垫防水性能指标。将各工况下接触面接触应

力曲线积分后除以接触面长度得到平均接触应力，将

各工况下平均接触应力进行处理，得到图 13 和图 14，
其中未发生地震时接缝平均接触应力可达 3.28 MPa。
图 13 为小震作用后环内各接缝平均接触应力；用各位

置平均接触应力/初始状态平均接触应力与 1 作差的

结果来评价防水性能削弱，图 14 为小震作用后环内接

缝的防水性能削弱情况。 
表 2 计算工况 

Table 2 Working conditions 
工

况 
位置（顺时

针度数） 
错台量

/mm 
工

况 
位置（顺时

针度数） 
错台量

/mm 
1 9.26 5.77 11 237.384 12.10 
2 47.36 9.28 12 275.64 12.05 
3 84.36 11.96 13 312.64 8.27 
4 122.616 12.50 14 350.74 6.60 
5 160.872 6.26 15 初始状态 0 
6 199.128 6.14 20 — — 

由于地震作用后接缝变形各异，因而接缝防水能

力都存在不同。由图 13，14 可知，拱顶和拱底两侧接

缝防水性能较好，其中拱顶右侧接缝防水能力最好，

可达 2.77 MPa，相比正常情况仅削弱了 16%；环内拱

腰附近接缝防水能力削弱严重，接缝间平均接触应力

皆小于 2.0 MPa，防水性能削弱达到 40%，且由 2.5
节分析结果可知，此处管片损伤严重并存在一定的张

开量，故此处是环内接缝防水最薄弱位置，在抗震设

计中可考虑采取构造措施来加强此处防水性能，在地

震发生后应当对此处是否出现渗漏水进行重点监测。 

图 13 环内接缝平均接触应力 

Fig. 13 Average contact stress of joints in rings 

图 14 环内接缝防水性能削弱程度 

Fig. 14 Degrees of weakening of waterproof performance of joints  

in rings 
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4  结    论 
为研究大断面盾构隧道在地震条件下接缝力学及

防水性能，本文利用 ABAQUS 分别了建立地层-结构

三维有限元模型及密封垫二维有限元实体模型，研究

了在不同地震强度下管片接缝的力学性能及管片接缝

错台量与张开量，基于不同位置接缝变形结果讨论了

隧道防水性能退化情况。主要结论如下： 
（1）不同地震强度下接缝最大主应力分布规律基

本一致，主要以受拉为主，最大主压应力最大值出现

在拱脚左侧偏上的环缝与纵缝交界处，接缝内最大主

拉应力最大值出现在拱腰附近，中震与大震下拱腰下

部接缝处的最大主拉应力已超过混凝土最大抗拉强

度，此时混凝土已出现一定程度损伤，在一定程度上

削弱了接缝震后的防水能力。 
（2）不同地震强度下纵缝错台量分布规律及大小

基本相同，呈“眼镜”状分布，拱顶与拱底错台量相

对较小，约为 6 mm；拱腰与拱脚处错台量较大，可

达 12 mm 左右；拱脚纵缝附近管片受损严重，故拱腰

下侧纵缝防水性能在大错台与管片损伤的同时作用下

削弱严重；纵向地震激励作用下环缝张开量与错台量

极小。 
（3）拱顶和拱底两侧接缝防水性能较好，其中拱

顶右侧接缝防水能力最好，可达 2.77 MPa，相比正常

情况仅削弱了 16%；环内拱腰附近接缝防水能力削弱

严重，接缝间平均接触应力皆小于 2.0 MPa，防水性

能削弱达到 40%，在抗震设计中可考虑采取构造措施

来加强此处防水性能，在地震发生后对此处是否出现

渗漏水进行重点监测。 
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不同含水率冻融后红砂岩剪切蠕变特性 
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摘  要：针对高海拔地区岩体在冻融作用及含水状态下的劣化特征及长期稳定性，对不同含水率红砂岩进行了冻融后

核磁共振检测及剪切蠕变试验，揭示了冻融循环及含水率变化对红砂岩细观结构及蠕变特性的影响机制，据此构建合

理的剪切蠕变模型。研究结果表明：在冻融作用下，饱水红砂岩呈现出由小尺寸孔隙增长向中小尺寸孔隙共同增长的

趋势，而饱和红砂岩主要以中、大孔隙增长为主。在长期荷载作用下，随着含水率的增加，冻融后红砂岩的蠕变量普

遍增大，而长期强度及长期折减系数显著降低，破坏前试样更易出现加速蠕变特征，破坏后试样宏观形态更为碎裂。

根据红砂岩的冻融损伤及时效性损伤效应，建立了红砂岩冻融剪切蠕变模型，并对模型进行了参数优化辨识，借此验

证了模型的正确性及合理性。研究结果对于冻融岩质灾害的防控和评价具有参考价值。 
关键词：剪切蠕变；含水率；冻融；红砂岩；本构模型 
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Shear creep characteristics of red sandstone after freeze-thaw with                     
different water contents 

CHEN Guo-qing1, JIAN Da-hua1, CHEN Yu-hang1, WAN Yi1, LIN Zhi-heng2 
(1. State Key Laboratory of Geohazard Prevention and Geoenvironment Protection, Chengdu University of Technology, Chengdu 610059, 

China; 2. China Railway Eryuan Engineering Group Co., Ltd., Chengdu 610031, China) 

Abstract: According to the deterioration characteristics and long-term stability of rock mass in high altitude under the action of 

freeze-thaw and in water-saturated state, the nuclear magnetic resonance (NMR) technique is used to test the red sandstone 

samples subjected to freeze-thaw cycles under different water contents, and the shear creep experiments are conducted. Based 

on the experimental phenomena, the effects of freeze-thaw cycles and water content on the microstructure and creep 

characteristics of red sandstone are analyzed, and a reasonable creep model is proposed. The results show that the 

microstructure of wet red sandstone evolves from the main increase of small-size pore to the mutual increase of small-size pore 

and mesopore with the increasing freeze-thaw cycles, while the mesopore and macropore propagate mainly inside the saturated 

red sandstone. With the increase of water content, the creep strain of red sandstone generally increases, while the long-term 

strength and long-term reduction coefficient decrease significantly, the accelerated creep characteristics of red sandstone appear 

more easily before rock failure, and the macroscopic modes become more fragmented after rock failure. Considering the effects 

of freeze-thaw damage and time-dependent damage, a new shear creep model for red sandstone subjected to freeze-thaw cycles 

is established. The parameters of the model are identified by applying the 1stOpt mathematical analysis software, and the 

correctness and rationality of the model are verified. The research results have reference value for the prevention and evaluation 

of rock disasters in cold regions. 

Key words: shear creep; water content; freeze-thaw; red sandstone; constitutive model

0  引    言 
高寒山区冰川、溪流和江河等地表径流发育，表

层含水岩体经受冻融作用后，水冰相变产生冻胀力直

接导致岩体内部裂隙扩展，岩体不断劣化。在长期自

身重力荷载作用下蠕变特性非常显著，一旦达到长期

抗剪强度，极易诱发失稳破坏。因此，对在不同含水

条件下的冻融岩石剪切蠕变特性进行深入研究，对于

寒区岩体工程建设具有重要意义。 
目前，国内外学者在岩石蠕变方面的研究做出了
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大量的探索，并获得了丰硕的研究成果。相关学者对

不同含水率岩石的蠕变行为进行了研究，提出新的流

变模型并验证模型的正确性[1-5]。岩石的蠕变特性受温

度影响，高温下岩石的蠕变时长变短，抗变形能力下

降[6]。Hou 等[7]在不同初始损伤水平砂岩多次加载蠕

变试验的基础上，提出一套统一的蠕变参数来预测砂

岩在不同初始损伤状态下的蠕变行为。法向荷载对岩

石剪切蠕变特性有一定影响，在剪切荷载恒定条件下，

岩石蠕变变形随着法向荷载的增大而减小[8-10]。杨圣

奇等[11-12]通过在传统模型基础上加以改进，推导出一

种非线性流变损伤模型。赵延林等[13]提出岩石黏弹塑

应变分离的蠕变试验方法和数据处理技巧。相关学者

对结构面剪切蠕变特性进行了研究，并建立能够合理

描述结构面剪切蠕变特性的本构模型[14]。冻融作用对

岩石蠕变行为具有显著影响，随着冻融循环次数增加，

岩石破坏应力、蠕变时长及长期强度均有明显降低趋

势[15]。 
上述关于岩石蠕变的研究多数以岩石处于常温或

冻融饱和状态为前提，而对于探讨岩石在不同冻融及

含水状态下的剪切蠕变特性尚不多见。因此，本文通

过对不同含水率红砂岩进行了冻融后核磁共振检测及

剪切蠕变试验，分析了冻融作用下不同含水率红砂岩

的孔隙结构演变特征及剪切蠕变特性，并考虑冻融与

时效损伤效应，构建可描述冻融红砂岩剪切蠕变特性

的本构模型。 

1  试验方案设计 
1.1  试验设备 

试样选用于川藏线冻融区的红砂岩试样，严格按

照《水利水电岩石试验规程》（SL264—2001）的试验

要求，将岩样尺寸加工为 50 mm×50 mm×50 mm 的

正方体试件，然后对加工完成的所有试件进行波速检

测，剔除均质性较差试件。对筛选好的红砂岩试样进

行试验，试验过程用到的仪器设备主要有：真空抽气

饱和装置、全自动烘箱、全自动冻融测试仪、核磁共

振分析系统以及岩石直剪流变仪。 
1.2  试验步骤 

首先，将试样放入烘箱中在 108℃条件下烘 24 h，
得到干燥试样及试样的干重，再进行真空抽气饱和处

理，得到饱和试样及试样的饱和含水率（3.78%）。其

次，将饱和试样分 2 组放入烘箱中，每隔 1 h 对试样

进行称重，直至获得饱水组试样（含水率为 1.5%与

2.4%）。因此，本次试样在红砂岩为干燥（0%）、饱水

（1.5%与 2.4%）及饱和（3.78%）的条件下进行。最

后，将试样放入全自动冻融测试箱中进行冻融循环，

根据川藏线岩石采样区域的年温度幅值设定冻融温差

为-20℃～40℃，冻融时长以文献[16]参考，设定冻结

时间为 1 小时，融化时间为 1 h，即每 2 h 为一次循环，

冻融次数分别为 0，30，60，90 及 120 次。通过以上

步骤获得了不同含水率冻融后红砂岩试样。 
为分析不同含水率红砂岩在冻融后的细观结构演

变特征，通过核磁共振技术对红砂岩进行横向弛豫时

间（T2）与孔隙度测试。试验采用 MacroMR12-15OH-I
核磁共振分析系统（如图 1 所示），该仪器通过 CPMG
脉冲序列进行横向弛豫时间测试，仪器试验采用的共

振频率为 12.803 MHz，主磁场强度为 0.3±0.05T，磁

体温度范围控制在 32.00±0.01℃之间。 

 
图 1 MacroMR12-15OH-I 核磁共振分析系统 

Fig. 1 MacroMR12-15OH-I NMR system 

将不同含水率冻融后的红砂岩放入 YZJL-300 岩

石直剪流变仪（如图 2 所示）中进行剪切蠕变试验，

试验采用分级加载法，设定初始正应力为 6 MPa，保

持正应力不变，逐级施加剪切应力  为 6 MPa，每一

级剪应力维持 2 d，按此加载至试样完全破坏。试验过

程中连续记录应力、位移与时间数据。 

 
图 2 YZJL-300 岩石直剪流变仪 

Fig. 2 YZJL-300 rock direct shear creep apparatus  

 

2  核磁共振测试结果分析 
2.1  T2谱分布特征 

试样内部孔径的大小与横向弛豫时间（T2）的长短

有关，T2 越长，对应的孔径越大；孔隙数量则与 T2 谱

总面积有关，T2谱总面积越大，对应的孔隙数量越多。 
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图 3 给出了不同含水率红砂岩冻融后 T2 测试结

果。可以看出，红砂岩 T2谱曲线主要呈现出 3 个峰值，

而峰下面积分布主要集中在横向弛豫时间 0.1～10 ms
之间，反映出红砂岩试样内部主要发育有 3 种尺寸范

围的孔隙结构，而小尺寸孔隙分布最为广泛。由图 3
（a），（b）可知，随着冻融循环次数的增加，饱水试

样的第一个谱峰和第二个谱峰都会随之增大。在任何

冻融循环次数下，饱水试样的第三谱峰均变化较小。

由此可知，冻融循环作用促进了饱水试样小尺寸孔隙

的发育，而含水率的增加有助于小尺寸孔隙扩展为相

对更大的中尺寸孔隙。由图 3（c）可以看出，在 30～
90 次冻融循环过程中，饱和试样 3 个谱峰随冻融循环

次数的增加产生了不同幅度的增长；在 90～120 次冻

融循环后，第二与第三谱峰产生大幅度增长。表明红

砂岩试样在饱和状态下，冻融 90 次前主要以小、中尺

寸孔隙增长为主，而冻融 90 次后，部分小尺寸孔隙逐

渐扩展成为中大尺寸孔隙，主要呈现以中大尺寸孔隙

增长为主的趋势。 

图 3 T2谱分布变化曲线 

Fig. 3 T2 distribution of red sandstone samples subjected to  

   freeze-thaw cycles under different water contents 

综上所示，饱水红砂岩呈现出由小尺寸孔隙增长

向中小尺寸孔隙共同增长的趋势，而饱和红砂岩主要

以中、大孔隙增长为主。 
表 1给出了不同含水率冻融后试样T2谱总面积及

孔隙率的变化情况，可以看出，随着冻融循环次数的

增加，3 种含水率下试样的 T2谱总面积与谱面积变化

率均有所增长，但增长幅度不一，含水率为 1.5%，2.4%
及饱和试样在经历 30 到 120 次冻融循环后，谱面积变

化率分别增加了 38.10%，55.25%和 85.48%。含水率

越高，冻融后红砂岩试样的孔隙率越大，表明水分的

增加加速了红砂岩内部孔隙的扩展，增强了试样对冻

融作用的敏感性。 
表 1 NMR 试样 T2谱总面积及孔隙率变化 

Table 1 Total areas of T2 distribution and NMR porosities of red  

        sandstone samples subjected to freeze-thaw cycles under  

different water contents  
含水率

/% 
冻融循环次

数 N/次 
T2谱总

面积 
谱面积变化

率/% 
孔隙率

/% 

1.5 

30 13014 0 10.28 
60 13711  5.36 10.83 
90 14915 14.61 11.78 
120 17972 38.10 14.19 

2.4 

30 13189 0 10.92 
60 13965  5.88 11.87 
90 16372 24.13 13.53 
120 20476 55.25 16.14 

3.78 

30 14885 0 11.75 
60 16885 13.44 13.33 
90 19974 34.19 15.77 
120 27608 85.48 21.80 

2.2  基于 NMR 的冻融损伤因子 

对于冻融岩石的损伤破坏可认为是一个连续性不

断降低的过程[17]，Kachanov 通过引入无纲量变量—连

续性因子 来表征材料损伤劣化的渐变过程，当

1  时，表示材料处于无损状态；当0 1  时，表

示材料处于受损状态；当 0  时，表示材料处于完

全破坏状态。Rabotnov 提出了连续性因子的相补参量

—损伤度， 1   。通过核磁共振技术可以获取

岩样的孔隙率，假设试验前岩样具有初始损伤，其初

始损伤度可以用初始孔隙率来描述，并且冻融前后岩

样尺寸大小未变，即体积保持不变。 
基于上述假设，以未冻融的岩样作为初始状态，

冻融作用后的岩样作为损伤状态。冻融作用后孔隙率

的增加使得岩样的损伤度增加、连续性降低，可认为

是岩样固体颗粒体积减小的原因，则获得连续性因子

ψ 的表达式为 

s /V V    ，              (1) 
式中，V 为岩样体积，Vs为岩样固体颗粒体积，二者

之间的关系表示为 

 s (1 )V V     ，             (2) 
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式中， 为岩样的孔隙率。 
根据应变等价原理，受损岩石的应力–应变关系

可用虚拟的无损状态下的应力–应变关系代替，只需

把其真实应力替换成有效应力。受损岩石在外荷载作

用下的有效应力为 /   ，其中 1   ， 为材

料的真实应力，可以得到红砂岩 NMR 孔隙率与有效

应力表达式： 
/(1 )      。                (3) 

根据式（3），基于红砂岩核磁共振孔隙率检测结

果可得出有效应力与孔隙率的关系。 
根据表1给出的 3种含水率（1.5%，2.4%和 3.78%）

下试样的核磁共振孔隙率，分别拟合出试样冻融循环

30，60，90 和 120 次后核磁共振孔隙率 与冻融循环

次数 N 之间的关系（如图 4），拟合表达式如下： 
6 2 4

6 2 4

6 2 4

5.16667 10 3.523 10 0.10925 
8.13889 10 5.1

1.5% :
2.4% :
3.78

65 10 0.11812 
12.425 10 7.678 10 0.130% 77 :

N N
N N
N N







 

 

 

    


     
     

，

，

。

 (4) 
根据式（4）可得出 3 种含水率下试样有效应力随

冻融循环次数变化的关系式为 
6 2 4

6 2 4

6 2 4

/ 5.16667 10 3.523 10 0.89075 
/ 8.13889 10 5

1.5% :
2.4% :

3.7

.165 10 0.88188 

/ 12.425 10 7.678% : 8 10 0.86922 

N N
N N
N N













 

 

 

     


      
      

，

，

。

(5) 
由图 4 可知，不同含水率下红砂岩试样的核磁共

振孔隙率与冻融循环次数具有良好的正相关性，随着

含水率的增大，孔隙率增大明显，反映出红砂岩试样

在冻融作用下的敏感性随着含水率的增大变得更加强

烈。基于损伤力学理论引入连续性因子，推导获得的

不同冻融循环条件下有效应力与冻融循环次数的关系

表达式具有理论依据。 

图 4 冻融后红砂岩孔隙率与冻融循环次数拟合曲线 

Fig. 4 Fitting curves between porosity and freeze-thaw cycles of  

.red sandstone samples 

3  剪切蠕变试验结果分析 
3.1  剪切蠕变特征 

图 5 给出了冻融后红砂岩在干燥（w=0%）、饱水

（w=1.5%）及饱和（w=3.78%）状态下的剪切蠕变曲

线，由图可知，同一含水率下，随着冻融循环次数的

增加，试样能承受的剪切荷载等级逐渐降低。同样地，

当冻融循环次数相同时，随着含水率的增加，试样所

能承受的剪应力等级逐渐降低，而蠕变位移显著增加，

表明红砂岩剪切蠕变特性不仅与冻融次数有关，且与

含水率密切相关。 

 

图 5 不同含水率冻融后红砂岩剪切蠕变曲线 

Fig. 5 Shear creep curves of red sandstone samples subjected to 

freeze-thaw cycles under different water contents 

利用 Boltzmann 叠加原理对分级加载蠕变试验数

据处理绘制出分别加载剪切蠕变曲线，如图 6 所示。

限于篇幅，只列出不同含水率红砂岩冻融 120 次后的

蠕变曲线。由图可知，3 种试样的蠕变位移在施加剪

切荷载后很快就趋于平稳，稳定蠕变为整个蠕变过程

中的主要部分。 
冻融后干燥试样在长期剪切荷载作用下仅表现出

衰减和稳定蠕变特征，且试样破坏发生在最后一级剪

切荷载施加过程中，表现为极短时间内位移突增。含
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水率为 1.5%与 3.78%的试样除了表现出衰减和稳定蠕

变特征外，在破坏应力下还出现了明显的加速蠕变特

性，且在破坏应力下试样蠕变时长随着含水率的增加

逐渐变短。 

图 6 不同含水率冻融后红砂岩分别加载剪切蠕变曲线 

Fig. 6 Separated by loaded shear creep curves of red sandstone  

samples subjected to 120 freeze-thaw cycles under  

.different water contents 

以上现象分析原因如下，干燥红砂岩冻融后受损

较轻，矿物颗粒之间胶结较为紧密，稳态蠕变过程中，

颗粒间的能量积累到一定程度时，瞬间就会发生整体

剪切破坏，呈现出典型的脆性破坏形式。而饱水及饱

和红砂岩在冻融循环过程中，由于水的附存促使冻胀

力的产生，削弱了矿物颗粒间的黏聚力，加上融化后

水对矿物颗粒的润滑与软化作用，促进了颗粒间的滑

移，当稳态蠕变量达到一定阈值时，进入加速蠕变阶

段。 
3.2  长期强度特征 

根据稳定蠕变速率法[18-19]，确定不同含水率冻融

后红砂岩的长期强度，并进一步计算红砂岩的长期折

减系数，如表 2 及与图 7 所示。可以发现，红砂岩长

期强度与冻融循环次数及含水率呈负相关；随着含水

率的增加，红砂岩的长期折减系数有所减小，验证了

岩石内水作为冻融损伤的驱动因素深刻地影响了冻融

红砂岩抵御长期荷载的能力。 
对于含水率 0%的试样，其长期折减系数在冻融

0～120 次之间变化不大，这是由于反复冻融作用不足

以对岩石骨架造成太大的损伤，而当试样内部充满足

够多的水分时，水冰相变除了可以通过膨胀作用直接

导致岩石内部孔隙扩展外，还通过挤压微小孔隙导致

岩石骨架的破坏。因此，含水率 3.78%的试样在冻融

0～120 之间长期折减系数呈持续下降趋势。 
表 2 不同含水率冻融后红砂岩长期剪切强度及长期折减系数 

Table 2 Long-term shear strengths and reduction coefficients of 

red sandstone samples determined by steady creep rate method  

含水

率/% 

冻融

次数

N/次 

剪切蠕变长

期强度
τ/MPa 

剪切蠕变破

坏强度
τf/MPa 

长期折减

系数
(τ/τf) 

0 

0 41.74 45 0.928 
30 41.51 44 0.943 
60 33.91 38 0.892 
90 29.40 33 0.891 
120 28.43 32 0.888 

1.5 

0 35.77 42 0.852 
30 34.48 40 0.862 
60 29.46 34 0.866 
90 26.02 30 0.867 
120 20.31 24 0.846 

3.78 

0 35.34 41 0.862 
30 25.01 30 0.834 
60 19.19 24 0.800 
90 18.36 24 0.765 
120 13.35 18 0.742 

 

图 7 长期折减系数及长期剪切强度随冻融循环次数的变化 

Fig. 7 Long-term shear strengths and reduction coefficients of red  

sandstone samples varying with freeze-thaw cycles 

3.3  宏观破坏形态 

表 3 给出了冻融 0，60 及 120 次后干燥、饱水及

饱和红砂岩试样的剪切蠕变破坏形态，从表中可以看

出，干燥且无冻融循环的红砂岩在多级加载破坏后断

面较为平整，断面四周保持较好的完整性；冻融 60
次后断面四周出现轻微掉块现象；冻融 120 次后断面

出现小部分起伏。饱水与饱和无冻融红砂岩试样的断

面上残留一部分错动擦痕；冻融 60 次后饱水试样的断 
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表 3 不同含水率冻融 0，60 和 120 次后红砂岩剪切蠕变破坏形态 

Table 3 Shear creep failure modes of red sandstone samples subjected to freeze-thaw cycles of 0, 60 and 120 under different water contents 
含水

率/ 
冻融 0 次 冻融 60 次 冻融 120 次 

断面特征 破坏形态 断面特征 破坏形态 断面特征 破坏形态 

0 
(干燥)       

断面较为平整，断面四周保持较好的完

整性 
断面较为平整，颗粒间黏聚紧密，边缘

出现轻微脱落现象 
断面出现小部分面积的起伏，大体还算

平整，边缘有轻微碎裂 

1.5 
(饱水)       

断面上残留一部分错动擦痕，擦痕上夹

杂着许多细微粉末，断面四周出现小部

分脱落。 

断面凹凸不平，上部还残留大块松动的

颗粒碎片，四周岩块小面积脱落 
断面粗糙度相较于冻融 60 次有所增加，

四周岩块脱落面积更大 

3.78 
(饱和)       

断面上粗糙度增加，上部残留着许多细

微粉末，断面四周出现小部分脱落。 
断面出现多组裂纹贯通，四周岩块大面

积脱落 
多个劈裂面相互组合，加上四周掉块严

重，散碎程度大，成形度低 

面凹凸不平，而饱和试样断面出现多组裂纹贯通，四

周岩块大面积脱落；在冻融 120 次后，饱水试样的断

面粗糙度相较于冻融 60 次时有所增加，且四周岩块脱

落面积更大，而饱和试样的破坏形态呈多个劈裂面相

互组合，加上四周掉块严重。由此可见，红砂岩试样

的含水率越高且经历的冻融循环次数越多，其破坏时

断面粗糙度越大且碎裂程度越为严重。 
 

4  红砂岩冻融剪切蠕变模型 
4.1  黏弹塑性损伤演化方程 

    上述试验结果表明，含水率及冻融循环次数的变

化显著影响了红砂岩在长期荷载作用下的蠕变特性。

从岩石流变力学的观点，描述岩石蠕变特征的力学元

件应具有随冻融循环次数及含水率变化的非定常性，

在此考虑理想弹性体与黏性体中的剪切模量及黏滞系

数与冻融循环次数及含水率相关，即 
( , ) G G N w ，              (6) 

( , ) N w  ，               (7) 

式中，G 为剪切模量， 为黏滞系数，N 与 w 为冻融

循环次数及含水率。 
考虑时效性损伤的累积具有随时间变化的连续型

随机分布特征，在此引入时效损伤变量，即 

dFD t
t




   ，              (8) 

式中，D 为时效损伤变量，F 为连续型损伤变量的概

率分布函数，引入高斯分布定义概率密度函数，即  

2

2
( )

21( , , ) e
2π

t m
nf t n m

n




   ，     (9) 

式中，m 和 n 为表征时效性损伤演变规律的特征参数。

根据密度函数，损伤变量可定义为 
2

2

1 ( )( , , ) exp d
22π

t mD t n m t
nn

 
  

 
  

1 1 erf
2 2

t m
n

     
  

  ，         (10) 

式中，erf(t)是高斯误差函数，以超越积分的形式表示为 
2

0

2erf( ) exp( )d  
π

t
t x x  。      (11) 

通常，描述岩石蠕变黏塑性变形的本构方程可以

表示为 

vp

vs 0

W
t W
 




  
    

  ，        (12) 

式中， vp 为黏塑性应变， 为剪应力，W 为屈服函数，

W0 为屈服函数的初值， 为条件判断函数。考虑到

岩石在剪切荷载作用下破坏，引入莫尔–库仑准则定义

红砂岩的屈服函数，因此，W 可以定义为 

 
 s l n l(tan )W c           ， (13) 

式中， s 是长期抗剪强度， n 是正应力， l 是长期

内摩擦角， lc 是长期内聚力。选择相关流动准则确定

W0，当W≥0， 0 1W  。因此，根据莫尔–库仑准则，

条件判断函数可定义为 

0

0 0
1 0

WW
WW


  

  
  ≥

  。    (14) 

将式（7），（10），（13）和式（14）代入式（12），
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满足 

2

s

svp

2
vs 0

0

2 2
( , , , , , )

( , ) 2 2 e d
t m

xn

t
t m n N w

N w x

 


  








 

     


≥ 。

 (15) 
4.2  冻融损伤蠕变本构模型 

一般而言，理想弹性体可描述岩石蠕变中的弹性

变形特征，其本构方程满足虎克定律，表示为 
e 1 e/ G    ，            (16) 

式中， eG 是理想弹性体的剪切模量， 1 是理想弹性体

的剪应力。Kelvin 体通常运用于描述岩石蠕变中的黏

弹性变形特征，其由理想弹性体和理想黏性体并联组

成，理想黏性体的本构方程满足牛顿黏性定律，因此

Kelvin 体的本构方程可表示为 
ve

ve 2
ve

ve

( ) 1 e
G t

t
G

 


 
  
 
 

  ，         (17) 

式中， veG 为 Kelvin 体中理想弹性体的剪切模量， ve
为 Kelvin 体中理想黏性体的黏滞系数， 2 为 Kelvin
的剪切应力。将上述理想弹性体、Kelvin 体与黏塑性

体串联，可推到出一种改进的 Burgers 模型。对于不

同含水率冻融后红砂岩而言，其在加载前具有初始损

伤，结合前文基于 NMR 测试定义的损伤因子，将其

引入到模型构建之中，即将式（3），（6）与式（7）代

入式（15），（16）与式（17）之中，满足： 

ve

ve

2

1 2 3

e ve vp

e 1 e

( , )
( , ) 2
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ve

s

3
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2
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
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，

，

，

≥ 。

(18) 

因此，总应变可表示为 
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ve
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e ve
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2
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(19) 

式（19）即为红砂岩冻融剪切蠕变模型的本构方程。

在该蠕变模型推导过程中，不仅考虑了在含水率控制

下的冻融损伤作用对岩石剪切蠕变特征的影响，且引

入了统计损伤理论，以高斯分布表述时效性损伤的演

变规律，使模型能充分描述岩石在加速蠕变阶段的非

线性增长行为，因此该模型能充分反映不同含水率冻

融后红砂岩在各蠕变阶段的变形特征。 
4.3  模型参数辨识与验证 

依据上述不同含水率冻融后红砂岩剪切蠕变试验

结果，运用数学分析软件1stOpt v8.0，基于全局通用

优化算法对模型进行参数辨识，限于篇幅，仅列出冻

融120次饱水及饱和试样的蠕变参数辨识结果（见表

4）。从表中可以看出，随着含水率的增加，剪切模量

和黏滞系数均随之减小，与上述试验结果相对应。根

据模型的识别参数，将其代入本构方程中得到模型的

理论曲线（如图8所示），从理论曲线与真实试验数据

的对比结果可知，本文构建的模型与红砂岩蠕变试验

数据在任何应力下均有较高的拟合度。且通过对比传

统Burgers模型可以看出，本文模型较完整地弥补了 
Burgers模型难以描述岩石加速蠕变的不足。以上即验

证了模型的正确性及合理性。 
表 4 不同含水率冻融后红砂岩蠕变模型参数 

Table 4 Identified parameters of red sandstone samples 

含水

率/% 
剪应力
/MPa 

eG  
/GPa 

veG  
/GPa 

ve  

/(GPa·h-1) 
vs  

/(GPa·h-1) 
m n 

1.5 

6 0.61 1.68 0.35 — — — 
12 1.55 13.81 3.71 — — — 
18 1.18 25.22 9.59 — — — 
24 2.05 32.55 11.32 15.2 7.6 1.2 

3.78 
6 0.25 1.47 0.13 — — — 
12 1.27 11.6 2.51 — — — 
18 1.54 19.75 7.16 8.3 9.8 3.2 

图 8 试验曲线与理论曲线对比 

Fig. 8 Comparison between creep data and theoretical curves  

5  结    论 
（1）在冻融循环作用下，饱水红砂岩试样呈现出

由小尺寸孔隙增长向中小尺寸孔隙共同增长的趋势；

而饱和红砂岩试样主要以中大孔隙增长为主。冻融循

环作用促进了红砂岩试样各尺寸孔隙的发育，而含水
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率的增加有助于小尺寸孔隙演变为相对更大尺寸的孔

隙。 
（2）随着含水率的增加，冻融后红砂岩的蠕变量

随之增大，而长期强度、屈服应力以及长期折减系数

普遍下降；在屈服应力下试样的蠕变时长更短，且更

易表现出加速蠕变特征。在多级加载破坏后，试样的

剪切断面粗糙起伏度增大，破碎更为严重。 
（3）基于核磁共振测试结果定义的损伤因子，以

及考虑冻融与时效性损伤的黏弹塑性本构关系，构建

了冻融红砂岩剪切蠕变本构模型。结合试验数据通过

全局优化算法验证了模型的正确性及合理性，表明模

型能较好地描述红砂岩各蠕变阶段的变形特征。 
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第三届全国软土工程学术会议第一号通知（征文） 

第一届全国软土工程学术会议本着“软土工程的理论创

新与工程实践”的主题，于 2013 年 11 月在同济大学顺利召开。

第二届全国软土工程学术会议围绕着“软土工程的性能与安

全”的主题，于 2017 年 11 月在天津大学成功举办。第三届全

国软土工程学术会议将于 2021 年 11 月中旬在南京召开。全国

各地软土工程专家学者将欢聚一堂，以“软土工程智能建造”

为主题，针对重大软土工程问题、软土工程新理论、新技术以

及学科发展进行研讨。 

本次会议将为学者和同行面对面深入广泛的学术交流研

讨提供机会，届时将邀请土力学与软土工程领域的知名专家学

者就软土工程学科的发展作综述报告，共同探讨土力学与软土

工程学科的发展趋势，展现最新研究进展和成果。 

会议将通过大会特邀报告、主题报告、分组报告、研究生

专场报告等形式，大家共享新思想，激发新思维，拓宽新视野，

进一步推动我国在软土工程的理论和工程实践等方面的进程，

促进我国软土工程领域的可持续发展。 

会议主要研讨软土工程的基本理论、实践探索、新技术和

新方法等。征文内容包括以下 10 个方面。①软土的基本特性

与本构关系；②软土工程勘察、测试与智能评价；③软土地基

处理创新与智能化施工；④软土基础工程；⑤软土地下工程；

⑥软土动力学与地震工程；⑦软土工程数值仿真与信息化技

术；⑧绿色软土工程；⑨软土地区重大工程实践；⑩软土工程

的其他问题。 

应征论文须符合上述征文内容要求，且未公开发表过，作

者文责自负，字数一般不超过 8000 字（6 页以内，含图表与公

式）。 

学术委员会将组织专家对所提交的论文进行审查，录用论

文将推荐至《岩土工程学报》增刊、《建筑科学与工程学报》

正刊等形式发表。论文格式详见《岩土工程学报》征稿简则，

期刊录用论文的版面费按照各期刊要求收取。 

论文请通过 电子邮件发到大会秘书处会 务邮箱

（softsoilseu@163.com），并注明作者的详细通讯地址、邮编、

联系电话及 Email 地址。

 



第43卷  第 4期                   岩   土   工   程   学   报                  Vol.43  No.4 
2021 年    .4 月                       Chinese Journal of Geotechnical Engineering                       Apr.  2021 

纤维加筋土坯的蒸发过程及抗拉强度特性 
荣德政，唐朝生

*
，曾  浩，程  青，李昊达，施  斌 

（南京大学地球科学与工程学院，江苏 南京 210023） 

摘  要：土坯作为一种生态、低碳和环保的建筑材料，其力学性能是学界和工程技术人员关注的重点。为了提高土坯

的综合抗拉特性，提出采用纤维加筋技术对土坯进行改性处理。通过模拟土坯的形成过程，制备了一系列不同纤维掺

量（0～0.2%）、初始含水率（16.5%～20.5%）和干密度（1.50～1.70 g/cm3）的压实土坯试样，进行自然干燥处理，并

对干燥后的土坯试样开展了一系列劈裂试验，重点分析了纤维掺量和初始压实状态对土坯干燥失水过程及抗拉强度的

影响。结果表明：①纤维加筋对土坯的干燥失水过程没有明显影响，但加筋土坯的残余含水率随纤维掺量呈“先降后

升”趋势；②纤维加筋能显著提高土坯的抗拉强度，但其对抗拉强度的贡献随掺量的参加呈“先升后缓”趋势，对南

京地区的下蜀土而言，其最优纤维掺量为 0.1%，且纤维加筋能有效抑制土坯的脆性破坏模式，改善土坯的残余抗拉强

度和韧性；③提高土坯制作时的初始含水率和初始干密度对改善土坯的抗拉强度和纤维加筋效果有较好的正面作用；

④纤-土界面的微观力学作用及纤维的“桥梁”作用是控制纤维加筋土坯综合抗拉特性的关键因素。 
关键词：土坯；纤维加筋土；干燥蒸发；抗拉强度；含水率；干密度 
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Evaporation process and tensile behavior of fiber-reinforced rammed earth 

RONG De-zheng, TANG Chao-sheng, ZENG Hao, CHENG Qing, LI Hao-da, SHI Bin 
(School of Earth Sciences and Engineering, Nanjing University, Nanjing 210023, China) 

Abstract: The rammed earth is an environmental-friendly building material. Its mechanical properties draw lots of attention 
among researchers and engineers in recent years. In order to improve the tensile performance of the rammed earth, the 

fiber-reinforcement is applied to better modify its properties. A series of compacted rammed earth samples with different fiber 
contents (0～0.2%), initial water contents (16.5%～20.5%) and dry densities (1.5～1.7 g/cm3) are prepared by simulating the 

natural air-drying process of rammed earthmaking. The splitting tensile tests are carried out on the air-dried rammed earth 
samples. The effects of fiber content and initial state on the evaporation process and tensile strength of rammed earth are 

analyzed. The results show that: (1) The fiber content has few influences on the evaporation rate of the reinforced rammed earth. 
But with the increase of the fiber content, the residual moisture content of the reinforced rammed earth decreases first and then 

increases. (2) The fiber inclusion can significantly improve the tensile strength of the rammed earth, but the contribution of 
fiber reinforcement to strength increment will be reduced beyond a certain fiber content. The optimum fiber content for Xiashu 

soil in Nanjing area is observed at 0.1%. The fiber inclusion can also modify the brittle failure mode of the rammed earth to 
ductile one so as to improve the residual tensile strength and toughness of the rammed earth. (3) Increase of the initial water 

content and the initial dry density can significantly improve the tensile strength and the fiber reinforcement benefit. (4) The 
micromechanical interaction of the fiber-soil interface and the "bridging" effect of the fiber are the key factors controlling the 

overall tensile behavior of the fiber-reinforced rammed earth. 
Key words: rammed earth; fiber-reinforced soil; drying evaporation; tensile strength; water content; dry density

0  引    言 
土坯是一种历史悠久的建筑材料。土坯的原材料

分布广泛，易于获取，土坯的制作工艺简单，无需焙

烧，方便快捷。因此，同混凝土、烧制砖等建筑材料

相比，土坯具有低成本、低排放、绿色、节能环保的

优点。目前世界上有许多国家和地区的房屋和基础设

施都是采用土坯进行建造，如欧洲、非洲、中东、东

南亚和中国西北、西南、东南地区等[1]。随着可持续

─────── 
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发展、节能减排、绿色环保等建造理念在全球范围内

的不断推进，土坯作为一种原生态的建筑材料在学界

和工程界均引起了广泛关注，尤其在一些发达国家和

地区，土坯建筑正受到越来越多人们的青睐，推广迅

速[2]。当前中国正在大力推进资源节约型和环境友好

型社会，大力发展绿色建筑，如何更科学地利用土坯

材料和开发新型土坯建筑产品，指导工程实践，从而

使这一古老建筑工艺呈现新的生命力，有必要围绕该

课题开展深入的基础研究。 
国内外学者在土坯的力学性能方面已经取得了一

些研究成果[3-6]。如 Jaqun 等[7]在控制吸力条件下开展

了三轴试验，指出吸力是影响夯土土坯强度的主要参

数；Bui 等[8]测试了土坯干燥过程中的抗压强度，发现

当土坯含水率低于 4%时，其强度几乎不受含水率影

响；Beckett 等[9]通过开展无侧限抗压强度试验，研究

了不同初始含水率对压实水泥固化土坯力学特性的影

响，发现在略低于最优含水率下压实时，水泥对土坯

的加固效果最好；El-Nabouch 等[10]通过开展大尺度直

剪试验，发现分层击实的土坯墙层间剪切强度能维持

较高的水平，达到非层间强度的 78%～91%；然而，

以往关于土坯力学特性的研究主要局限于抗压强度，

抗拉特性的研究相对较少。在实际工程中，土坯墙根

部在地震、强风等水平荷载条件下常会发生张拉破坏，

在干湿气候循环作用下土坯表面也易发育干缩裂隙，

在本质上也是一种张拉破坏形式，会对构筑物的稳定

性产生负面影响[11]。因此，如何提高土坯的抗拉强度

是该领域的一个重要研究课题。 
近些年来，一种通过向土体中加入离散短丝纤维

的加筋技术逐渐兴起，为改善土坯的力学性能提供了

新的思路。纤维加筋是一种物理作用，不会改变土体

的基本化学性质和原始结构，是一种绿色改性技术。

研究人员近年来围绕纤维加筋土的工程性质开展了大

量研究[12-15]。Consoli 等[16]通过开展无侧限抗压强度试

验，研究了水泥固化剂对纤维加筋土力学特性的影响，

发现即使少量水泥的掺入也能极大提高纤维加筋土的

强度。王德银等[17]通过开展直剪试验，研究了纤维加

筋非饱和土的剪切特性，指出相对于内摩擦角，纤维

对土体黏聚力的增强效果要明显得多。Tang 等[18-19]

通过开展一系列拉拔试验，并利用扫描电镜技术对纤

维加筋与土的微观作用机制进行了研究，指出纤维加

筋的机理在于纤维和土颗粒之间的界面力学作用（黏

结和摩擦）能激发纤维的拉筋效果和对土体变形的约

束能力。尽管纤维加筋技术具有较好增强效果，但以

往研究主要局限于相对较高含水率状态下的土样。而

土坯在制作过程中需要将其风干，纤维的掺入是否会

影响土坯干燥过程中的蒸发特性？抗拉特性如何？目

前学界尚未见相关报道。 

为此，本文提出采用纤维加筋来提高土坯的抗拉

强度。通过开展一系列蒸发试验及劈裂试验，重点研

究了不同纤维掺量、初始含水率和压实干密度对纤维

加筋土坯蒸发过程及抗拉强度的影响规律，探讨了纤

维加筋对土坯的增强机理。研究结果对优化土坯制作

工艺及指导工程应用有一定意义。 

1  试验材料和方法 
1.1  试验材料 

试验所用土样为取自南京地区的下蜀土，其基本

物理性质如表 1 所示。试验中所采用的纤维为聚丙烯

纤维，长度约 12 mm，其物理力学参数见表 2。 
表 1 南京地区下蜀土基本物理性质 

 Table 1 Basic physical properties of Xiashu soil in Nanjing area 
相对质量 
密度 GS 

液限
wL/% 

塑限
wP/% 

塑性指

数 IP 
最大干密度 
ρd/(g·cm-3) 

最优含水率
wopt/% 

2.71 34.5 18.4 17 1.70 16.5 
表 2 聚丙烯纤维基本物理力学性质 

Table 2 Physical and mechanical properties of polypropylene fiber 
密度

/(g·cm-3) 
直径
/mm 

长度
/mm 

抗拉强

度/MPa 
弹性模

量/MPa 
熔点

/℃ 
燃点 
/℃ 

0.91 0.048 12 ≥350 ≥3500 165 590 

1.2  试样制备 

将取回后的土样风干碾碎，过 2 mm 筛。随后烘

干，按特定的纤维掺量（纤维质量占干土质量的百分

比）在干土中混入聚丙烯纤维，并充分搅拌至纤维-
干土混合物中纤维团聚体完全散开，此时可将纤维视

为在土中均匀分布。 
为了探究纤维掺量对土坯力学性质等的影响，本文

共设计了 5 种不同的纤维掺量，分别为 0.0，0.05%，

0.10%，0.15%及 0.2%。在上述纤维-干土混合物中再分

别加入适量的水，配置成3种不同的初始含水率（16.5%，

18.5%和 20.5%），然后密封静置，以便土样内部水分分

布均匀。在此之后，称取适量纤维/土混合物置于直径为

61.8 mm 高度为 20 mm 的环刀中，利用液压机将混合物

分别压制到 1.50，1.60 及 1.70 g/cm3的干密度。 
本次研究共开展了 9 组试验，对应的纤维掺量、初

试含水率和干密度如表 3 所示。此外，为了降低试验误

差，每组试样按照同样的试验方法制备了 4 个平行样。 
1.3  试验方法 

（1）风干过程 
将所有制备好的试样置于恒定 30℃±2℃的空调

房间内进行风干，房间内的相对湿度为 45%±3%（对

应吸力约 110±10 MPa），模拟土坯的干燥过程。为了

研究土样在干燥过程中的水分蒸发特性，本文利用电

子天平（精度 0.01 g）对试样进行定时称重，基于获

得的质量数据计算出试样的含水率变化。为了消除环

境条件波动对蒸发速率的影响，干燥过程中同时设置
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了一组纯水试样作为蒸发参照样[20]，并用相对蒸发速

率 Ea/Ep（Ea为试样水分蒸发速率，Ep为纯水蒸发速率）

来描述试样的蒸发过程。当各组试样在 48 h 内重量变

化小于 0.1 g 时，视试样达到风干状态，干燥结束。 
表 3 各组试样的参数 

Table 3 Parameters of different sets of samples 

试样编号 纤维掺量
/% 

初始含水率
/% 

压实干密度

/(g·cm-3) 
T1 0 16.5 1.70 
T2 0.05 16.5 1.70 
T3 0.10 16.5 1.70 
T4 0.15 16.5 1.70 

T5,S1 0.20 16.5 1.70 
S2 0.20 18.5 1.70 

S3,G1 0.20 20.5 1.70 
G2 0.20 20.5 1.60 
G3 0.20 20.5 1.50 
（2）抗拉强度测试 
为了获得土坯试样的抗拉强度，对前述的风干土

样开展了一系列巴西劈裂试验。试样试验前后图片及

试样受力示意图分别如图 1（a），（b）所示。进行加 

载后，当试样发生变形满足
a
h
时（a，h分别对应试 

样横向及纵向变形，如图 1（c）所示），对应试样的

抗拉强度可由如下公式得到[21] 

t
2
π
P
Dt

    。              (1) 

式中  t 试样抗拉强度；P为施加的劈裂荷载峰值；

D为试样直径；t为试样厚度。该方法的具体细节及力

学原理可参见文献[21]。试验过程中控制竖向加载速

率为 1 mm/min，当试样发生破坏或者竖向应变达到

6%时结束试验，并进一步测试了试样的残余含水率。 

图 1 劈裂试验示意图 

Fig. 1 Schematic diagram of split tensile tests 

 

2  试验结果 
2.1  土坯蒸发过程 

（1）纤维掺量的影响 
图 2和图 3分别给出了不同纤维掺量试样T1～T5

（表 3）在干燥过程中的平均含水率和相对蒸发速率

变化曲线。从图 3 中可以看出，各组试样蒸发失水过

程趋于一致，几乎不受纤维掺量的影响。此外，在干

燥初期，含水率随时间线性减小，试样的含水率下降

和时间表现出一定线性关系。随着干燥的持续，含水

率的变化逐渐减小，变化趋势由直线型过渡为曲线型，

并最终达到稳定。 

 

图 2 不同纤维掺量试样平均含水率随时间变化 

Fig. 2 Variation of average water content versus time for samples  

with different fiber contents 

从各组试样的蒸发曲线来看（图 3），在试验开始

后，压实土样的蒸发速率随着时间的推移不断降低并

最终降至 0。类似地，各组试样的蒸发速率也几乎不

受纤维掺量的影响，变化趋势基本一致。由此可见，

在土坯中加入纤维不会明显改变干燥失水过程。 

 

图 3 不同纤维掺量试样相对蒸发速率随时间变化 

Fig. 3 Variation of relative evaporation rate (Ea/Ep) versus time  

for samples with different fiber contents 

当试样 T1～T5 蒸发结束后，测定了其残余含水

率，结果如图 5 所示。从图中可以看出，试样的残余

含水率总体上差别不大，在 8.5%～8.9%范围内波动，

其随着纤维掺量的增加呈现出先降低后升高的变化趋

势。对于纤维掺量在 0～0.2%之间的 5 组试样来讲，
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在纤维掺量为 0.1%时，其对应土坯的残余含水率最

低，为 8.5%。有研究表明[7]，土坯强度的主要来源是

其干燥过程中随含水率降低内部不断增加的吸力。尤

其在含水率较低，接近风干时，土坯含水率的轻微变

化能显著改变土体的吸力。因此土坯干燥越彻底，残

余含水率越低，理论上越能达到更高的力学强度。但

对于纤维加筋土坯，其力学性质受含水率和纤维掺量

的共同控制，最优纤维掺量应结合后续的力学性质加

以综合考虑。 

图 4 不同纤维掺量试样残余含水率 

Fig. 4 Residual water contents of samples with different fiber  

contents 

（2）初始含水率的影响 
图 5（a）给出了不同初始含水率试样 S1～S3（表

3）在干燥过程中的含水率变化曲线。由图中可以看出，

由于初始含水率不同，3 组含水率变化曲线表现出明

显差异，近乎平行排布，然而 3 组试样的失水过程与

前文所述相似，含水率的变化趋势并无太大差别，基

本由最初的直线型过渡到曲线型，并最终达到稳定。 
从图 5（a）中还可以看出，试样 S1～S3 的残余

含水率随初始含水率的增加而增加。如初始含水率分

别为 16.5%，18.5%和 20.5%时，对应的残余含水率分

别为 8.8%，9.4%和 11.0%。由于初始含水率的差异会

导致压实过程中的土体结构发生变化，这是造成土坯

残余含水率产生差异的主要原因，具体将在后文中进

行解释。 
虽然 3 组试样在含水率变化趋势上相差不大，但

蒸发特性呈现出一定差异（图 5（b）），对应的初始相

对蒸发速率分别为 0.68，0.72 和 0.76，即初始含水率

越高，蒸发速率越大。随着干燥蒸发的进行，3 组试

样的蒸发速率差异不断减小，逐渐趋于同一量值，并

最终全部降至 0。 
为了进一步分析含水率与相对蒸发速率的关系，

将相关结果绘制于图 5（c）中。可以看出，试样的相

对蒸发速率随含水率的变化可分为两个阶段：缓慢减

小阶段Ⅰ和快速减小阶段Ⅱ。在缓慢减少阶段，3 组

试样的蒸发路径基本重合，主要是因为蒸发早期试样

的含水率相对较高，此时蒸发速率主要受含水率控制。

随着干燥的持续，3 组试样的蒸发速率分别沿不同的

路径进入快速减小阶段，且转折点对应的含水率随试

样初始含水率的增加而增加，这主要也与初始含水率

不同导致的土结构及持水能力差异有关[20]。由此可

见，在不同蒸发阶段，试样含水率和土结构的支配作

用也不同。 

图 5 不同初始含水率试样蒸发过程 

Fig. 5 Evaporation process of samples with different initial water  

contents 

（3）初始干密度对蒸发过程的影响 
图 6（a）展示了不同初始干密度试样 G1～G3（表

3）在干燥过程中含水率的变化曲线。从图中可以看出，

就单个试样而言，其干燥失水趋势与前文所述基本一

致，然而对比 3 组试样，干燥蒸发开始后含水率的变

化呈现明显差异。总体上，含水率线性减小段对应的

斜率随初始干密度的增加而减小。干燥结束后，试样

初始干密度越小，对应的最终残余含水率也越低。图

6（b）的结果表明，初始干密度越小的试样对应的相
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对蒸发速率越高。如试样 G1、G2 和 G3 的初始相对

蒸发速率分别为 0.76，0.81 和 0.85。 
干燥结束后，测得 3 组试样的残余含水率分别为

10.9（G1）、8.4（G2）和 7.9%（G3），随初始干密度

的增加而增加（图 6（a）），这也与初始干密度不同导

致的土结构差异有关，后文将对此加以解释。 

 

图 6 不同初始干密度试样蒸发过程 

Fig. 6 Evaporation process of samples with different initial dry  

densities 

2.2  土坯抗拉强度 

（1）纤维掺量对土坯抗拉特性的影响 
图 7（a）给出了 5 组不同纤维掺量土坯试样的典

型劈裂试验曲线。从图中可以看出，试验曲线总体上

呈现三阶段特征：①在试验开始阶段，劈裂应力随应

变单调递增；②劈裂应力达到峰值后出现急剧跌落，

存在明显的峰值应力损失；③随着应变的进一步增加，

残余劈裂应力最终趋于近似稳定值。当纤维掺量小于

0.1%时，峰值应力损失总体较大，而当纤维掺量大于

0.1%后，试样劈裂破坏时峰值应力损失明显减小，破

坏模式由脆性破坏逐渐向韧性破坏转变，尤其对于纤

维掺量为 0.2%的试样，劈裂应力在破坏后只有轻微的

减小。 
根据曲线的峰值劈裂应力、残余劈裂应力及式

（1），分别计算了各组试样的抗拉强度及残余抗拉强

度，结果如图 7（d）所示。在 0 到 0.1%的纤维掺量

范围内，土坯的抗拉强度出现了随掺量的增加而升高

的趋势，而当纤维掺量超过 0.1%后，多加入的纤维对

抗拉强度的贡献不明显，土坯抗拉强度变化趋于平缓。

比如当纤维掺量在 0 到 0.1%之间时，每掺入 0.05%的

纤维，土坯的抗拉强度平均能提升 15.5%。然而，当

纤维掺量大于 0.1%后，其抗拉强度并未出现明显提

升，甚至当纤维掺量从 0.1%增加到 0.15%时，土坯的

抗拉强度反而有略微降低。对于残余抗拉强度而言，

总体上随纤维掺量的增加呈现线性增大的趋势。 
综上可知，在土坯中加入纤维，不仅仅能显著提

高抗拉强度，更能减弱土坯的脆性破坏模式，减缓破

坏过程中峰值强度的损失。因此，如果仅仅从提高强

度和降低成本出发，基于本文的试验结果，0.1%的纤

维掺量可视为最佳。但根据文献资料，纤维掺量对力

学强度的贡献并不是越高越好，最佳纤维掺量通常在

0.1%～0.3%范围内[22]。 
（2）初始含水率对土坯抗拉特性的影响 
图 7（b）展示了 3 组不同初始含水率土坯的典型

劈裂试验曲线。从图中可以发现，试验曲线同上文所

述，也呈现三阶段特征。初始含水率越高的试样，曲

线上升段的斜率越大，即试样的刚度越大，试样的破

坏形式越趋近于脆性破坏。如当初始含水率为 16.5%
的试样发生破坏时，其强度随应变缓慢减小，且峰值

抗拉强度与残余抗拉强度之差较小。而对初始含水率

为 20.5%的试样而言，当发生劈裂破坏时，其强度迅

速跌落，峰值抗拉强度损失比较显著。总体上，残余

抗拉强度随初始含水率也呈递增趋势，但增幅不如峰

值抗拉强度明显。 
图 7（e）给出了 3 组试样抗拉强度及残余抗拉强

度。在纤维掺量均为 0.2%时，初始含水率为 16.5%，

18.5%和 20.5%的试样平均抗拉强度分别为 258.2，
305.8 和 437.5 kPa。可以看出，试样的抗拉强度随初

始含水率的增加而提高，呈指数增长趋势。比如，当

初始含水率从 16.5%提高到 18.5%，试样抗拉强度提升

了 18.4%。而当含水率从 18.5%提高到 20.5%，试样抗

拉强度则提升了 43.1%。初始含水率越高，对抗拉强

度的贡献越明显。对于残余抗拉强度而言，总体上也

呈现随初始含水率增加而提高的趋势，但增幅呈下降

趋势。 
（3）初始干密度对土坯抗拉特性的影响 
图 7（c）给出的是 3 组不同初始干密度试样的典

型劈裂试验曲线。从图中可以看出，在干密度为 1.7 
g/cm3时，其曲线上升段相对较陡，破坏瞬时的峰值强

度损失较大，试样表现出明显的脆性。而对于干密度

为 1.5，1.6 g/cm3 的试样，其曲线上升段斜率相对较

缓，发生破坏的瞬间峰值抗拉强度损失较小。 
3 组试样的抗拉强度及残余抗拉强度结果如图 7
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（f）所示。初始干密度为 1.50，1.60 和 1.70 g/cm3的

试样平均抗拉强度分别为 222.2，254.8 和 437.5 kPa。
试样抗拉强度随初始干密度的增大而提高。此外，从

曲线的变化趋势得知，随着初始干密度的增大，试样

抗拉强度的增幅也越大。如试样 G1～G3 中，当干密

度从 1.50 g/cm3增加大到 1.60 g/cm3 时，抗拉强度提

高了 19.2%，而当干密度从 1.60 g/cm3 增大到 1.70 
g/cm3时，抗拉强度则提高了 65.2%，增幅显著。此外，

从图 7（f）中也可以看出，试样破坏后的残余抗拉强

度也随着初始干密度的增加而明显升高。 

 

 

图 7 劈裂试验结果 

Fig. 7 Results of split tensile tests 

3  讨    论 
3.1  纤维加筋土坯蒸发过程的影响因素 

通常情况下，土中水分的持续蒸发需要满足 3 个

条件[23]：①土体表面有持续的热量供应；②大气中蒸

汽压低于土体表面附近蒸汽压；③体内部有持续的水

分供应到蒸发面。由此可见，影响初始为非饱和状态

的土坯干燥蒸发的因素很多，例如环境因素、试样初

始条件等。本文主要针对纤维掺量、初始含水率及初

始干密度 3 个因素进行分析。 
纤维作为一种改良土坯力学性质的添加物，对其

干燥失水过程的影响相对较小。然而，土坯的残余含

水率却呈现出随纤维掺量先减小后增加的趋势（图

1～3）。这是由于当纤维掺量较少时（0～0.1%），纤

维能在土坯压实过程中相对均匀分布，形成相互交织

的三维网络，为水分迁移提供潜在的通道，进而促进

土坯中水分传导至蒸发面进行蒸发，使得土坯中水分

减少，残余含水率降低。Miller 等[24]的研究结果表明，

纤维的加入能显著提高土体的渗透系数。但随着纤维

掺量的进一步增加（大于 0.1%），试样的残余含水率

呈现增加趋势，这可能有以下几个方面的原因：①过

多的纤维会在土坯中发生相互纠缠，产生团聚现象[26]，

水分得以储存于相互纠缠的纤维中；②纤维本身是一

种不透水材料，成团后易在试样中形成阻水屏障，对

水分迁移和蒸发产生负面作用；③当掺量进一步增加，
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纤维与土坯有更多接触，土颗粒与纤维、纤维与纤维

之间可能形成更多的储水夹角和细小孔隙，从而提升

土坯的持水能力。但这些还需要后续更精细的试验结

果加以论证。 
除纤维的掺入以外，土坯自身的初始含水率与初

始干密度也是影响其蒸发特性的重要因素。对于不同

初始含水率的土坯，其蒸发速率及残余含水率随初始

含水率的提高而提高（图 5）。前者的提高主要是由于

蒸发开始阶段，高初始含水率的土坯内部的吸力水平

相对较低，因此土–气界面之间存在较大的蒸汽压梯

度，从而在一开始就能保持较高的蒸发速率。此外，

含水率越高，可供蒸发的水分越多，这对提高蒸发速

率也有积极作用。 
对于残余含水率而言，其在本质上反映了特定干

燥环境条件下土体的持水能力。由于本次试验各组试

样都是在相同的环境条件下干燥，理论上残余含水率

应该一致，然而实测结果并非如此，这些现象都可以

从土体结构方面进行解释。有研究表明[25]，土体压实

时含水率越低，越呈现团聚体结构，内部存在较多的

大孔隙（团聚间孔隙）。随着含水率增加，团聚体逐渐

分散，土样压实后越趋近于均匀的基质状结构，孔隙

相对较小，且孔径分布均匀。因此，初始含水率较高

的土坯拥有更加细小的孔隙和更高的持水能力，蒸发

快要结束时能表现出更高的吸力水平，在降低土坯表

面蒸汽压、抑制蒸发的同时，也阻碍了水分子的迁移

和逃逸，从而提高了其残余含水率。类似地，由于初

始干密度的增加也能使得土坯中大孔隙减小，小孔隙

增多，因此随着初始干密度的增加，土坯持水能力也

会增强，其蒸发速率降低，残余含水率升高[20]。 
3.2  纤维加筋土坯抗拉强度的影响因素 

纤维加筋对土坯抗拉强度的贡献主要取决于纤维

表面同土颗粒之间的黏结和摩擦作用[19]。当土坯含水

率较高时，孔隙间存在较多水分，其润滑作用会降低

纤维–土界面作用力，削弱纤维加筋效果[17]。将制作

好的土坯样进行干燥后，土体发生收缩，一方面纤维

会随土体收缩变形发生进一步弯曲，另一方面孔隙水

的润滑作用逐渐减弱，纤维–土界面作用力不断增强。

当土样在外力作用下发生变形时，纤维的抗拔出能力

和产生的“锚固”效应也更加明显，从而赋予了纤维

加筋土坯较高的抗拉强度（图 8 和图 10）。 
通常，适当增加土中的纤维掺量可以增加单位体

积内纤维的数量，从而提升纤维的加筋效果。在前文

的分析中，当纤维掺量小于 0.1%时，土坯的抗拉强度

随掺量的增加而增大。这主要是由于纤维掺量较低时，

纤维趋向于均匀分布，土颗粒和纤维能够充分接触。

试样内部一旦出现拉应力，便会激发纤维和土颗粒间

的黏结和摩擦作用。因此，纤维自身的拉筋效果和抗

拉强度能够充分发挥，从而提升了土坯的抗拉强度。

然而，纤维掺量并不是越高越好。如纤维掺量大于 0.1%
后，便难以进一步提高土坯的抗拉强度（图 7）。这主

要是因为过多的纤维易相互缠绕并产生成团现象[26]，在

土坯中形成软弱结构面，限制了抗拉强度的进一步提

升。Millogo 等[27]在研究红麻纤维加筋土时，发现土

样抗压强度也会随纤维掺量的变化出现峰值现象。 

 

图 8 纤-土界面作用示意图 

Fig. 8 Schematic diagram of interfacial mechanical interaction 

 between soil particles and fiber 

如前文所述，当土坯的初始含水率及初始干密度

发生改变时，土样的微观结构会相应发生改变，这也

会对纤维的加筋效果产生重要影响。Tang 等[28]在研究

中指出，纤维–土界面的作用力大小与界面接触条件尤

其是有效接触面积密切相关。初始含水率的升高使土坯

在压实后内部结构由团聚体结构向基质结构转变[25]，相

比较而言，干燥后更加致密均匀，纤维–土有效接触点

数量和面积均会增大（图 9），纤维能抵抗更大的拉应

力，加筋效果得到改善。除此之外，均匀基质结构的

土样单位体积内的颗粒联结数量比团聚体结构土样

多，拉断需要克服土颗粒间的作用力也因此增加。这

解释了图 7（b）和图 7（e）中土坯的抗拉强度随初始

含水率的增加而增加的现象。 
初始干密度的差异直接影响了土颗粒和纤维界面

的接触状态。干密度越高，土颗粒与土颗粒之间、纤

维与土颗粒之间的有效接触面积越大，土坯干燥后纤

维与土颗粒之间的咬合更密切，纤维加筋的效果更好。

Tang 等[19]通过开展单根纤维拉拔试验也证实了上述

观点，即纤-土界面剪切强度随干密度的增加而增加。

此外，由于压实干密度越高的土坯在同等条件下吸力

水平也越高，其对土坯强度的贡献也越大。因此，提

高初始干密度能够有效增加纤维加筋土坯的抗拉强度

（图 7（c），（f））。 
3.3  纤维加筋土坯劈裂破坏特征 

纤维加筋在提高土坯抗拉强度的同时，还能够显

著降低土坯破坏时的脆性，这对提高土坯结构的整体
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稳定性和安全性具有重要意义。这主要是因为纤维加

筋土坯破坏后，破坏面上的纤维并不会被瞬间拔出或

拉断，纤维能够像“桥梁”一样连接破坏面的两边，

使土样呈现“裂而不断”的现象，继续承担拉应力，

从而起到抑制裂隙发展的作用（图 10）。该“桥梁”

作用与破坏面上的纤维数量有关，纤维掺量越高，则

单位破坏面上纤维数量越多，因此加筋土坯的残余抗

拉强度与纤维掺量呈现较好的正相关关系。此外，“桥

梁”作用也与纤维–土界面作用力大小有关，界面作用

力越大，纤维的抗拔能力和承担拉应力的能力越强，

对裂隙的抑制效果越佳。只有当拉应力超过纤维–土界

面剪切强度或者纤维自身的抗拉强度时，断面上的纤

维会被拔出或者被拉断，从而丧失加筋效果。 

 

图 9 不同初始状态下纤-土界面作用示意图 

Fig. 9 Schematic diagram of structure of fiber-reinforced rammed  

earth under different initial conditions 

 

图 10 纤维的“桥梁”作用 

Fig. 10 “Bridging effect” of fiber 

4  结    论 
通过开展一系列室内干燥及劈裂试验，研究了不

同压实状态下纤维加筋土坯的蒸发过程及抗拉强度特

性，得到以下主要结论： 
（1）纤维加筋土坯的蒸发过程受初始压实状态的

影响。蒸发速率随初始含水率的增大而增大，随初始

干密度增大而减小。在土坯中加入纤维，对土坯干燥

蒸发过程的影响不明显。 
（2）在本文研究的纤维掺量范围内（0～0.2%），

纤维加筋土坯干燥蒸发结束后的残余含水率呈现“先

降后升”的趋势，当纤维掺量为 0.1%时残余含水率最

低。此外，其残余含水率还随初始含水率和初始干密

度的增大而增大，这主要是因为土坯的初始结构不同

改变了土坯的持水能力。 
（3）纤维加筋能有效改善土坯的拉伸力学性能。

纤维加筋土坯的抗拉强度随纤维掺量呈“先升后缓”

趋势。对南京地区的下蜀土而言，在掺量为 0～0.1%
范围内，纤维的掺入对土坯抗拉强度的提升效果非常

明显。而当掺量超过 0.1%后，纤维掺量的进一步增加

对土坯抗拉强度的贡献不明显，但能有效抑制土坯破

坏时的脆性，提高土坯的残余抗拉强度及韧性，这对

土坯结构的稳定性和安全性具有重要积极意义。综合

而言，本文试验条件确定的最优纤维掺量为 0.1%。 
（4）提高土坯的初始含水率和初始干密度，有利

于提高土坯的抗拉强度和纤维加筋效果。而纤维加筋

土坯破坏后的残余抗拉强度与纤维掺量呈现正相关关

系。这主要与纤维–土界面力学作用条件及纤维的拉筋

效果得到改善有关。 
总体而言，纤维加筋对土坯抗拉特性具有正面作

用，是一种有效的土体增强技术，有较为广阔的应用

前景。本文是该课题的前期工作，后续会在纤维加筋

材料优化、纤–土界面微观作用机制、纤维加筋土坯耐

久性等方面开展更细致和深入的研究。 
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摘  要：钻孔过程中钻具实时响应特征蕴藏着大量工程地质信息，通过解译钻进数据定量评价岩体完整性，可为快速

获取工程岩体的地质特征提供新途径。采用高精度数字液压、扭矩、转速和激光位移传感器监测地质钻机传动部位，

搭建了新型地质钻机数字钻进监测系统。开展了均质材料和裂隙岩体原位钻进试验，根据实时、连续及同步获取的钻

具响应特征参数，建立了钻进压力、钻进扭矩、钻头转速和钻进速度的函数关系。在此基础上，滤除钻机机械参数对

钻进速度的影响，提出了用于表达岩体完整性的新指标——钻进过程指数。研究发现，钻进过程指数的数字变化趋势

能综合反映岩体的破碎程度，能通过信息化方法和数据运算获取岩体完整性，削减了人工统计 RQD 和编纂岩芯柱状素

描图等繁杂的工序，还降低了人为主观因素的不利影响。 
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In-situ tests on quantitative evaluation of rock mass integrity based on                   
drilling process index 
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Abstract: The real-time response characteristics of drilling tools contain important engineering geological information. By 

interpreting the drilling data, the rock mass integrity can be quantitatively evaluated, which provides a new way to quickly 

obtain the geological characteristics of engineering rock mass. A new type of digital geological drilling monitoring system is 

established by using the high-precision digital hydraulic, torque, rotational speed and laser displacement sensors to monitor the 

transmission part of geological drill. Based on the real-time, continuous and synchronous drilling response characteristic 

parameters of drilling tools, the functional relationships among drilling thrust, rotational torque, rotational speed and drilling 

rate are established. On this basis, the influences of drilling machine parameters on drilling rate are filtered out, and a new index, 

drilling process index, is proposed to express the rock mass integrity. The digital change of the drilling process index can 

comprehensively reflect the fragmentation degree of rock mass, and the rock mass integrity can be obtained through the 

information method and data operation. The complicated procedures such as statistical work of RQD and drillingcore sketch are 

reduced, and the adverse influences of human subjective factors are also reduced. 

Key words: rock mass integrity; geological drill; drilling process index; drilling rate; in-situ test

0  引    言 
正确认识和定量描述岩体性质是任何岩土工程安

全、合理和高效施工的基础。室内岩石力学试验结果往

往不能反映节理岩体的宏观特征和工程分类[1]，因此，

现场地质钻探通常作为岩土工程的常规勘测手段[2-3]。

通过对钻孔和岩芯重新排列后，岩土工程人员观察结

构面分布和判断填充物的性质[4]，在此基础上，经过

大量繁琐编纂和地质描绘，形成描述岩体结构特征的

图表[5]。事实上，钻孔过程中钻具与岩体直接接触，

钻具响应信息综合反映了岩体性质[6]。因此，钻孔过
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基金项目：国家自然科学基金项目（52079150，51674058）；中国水利

水电科学研究院基本科研业务费专项项目（GE0145B092020） 
收稿日期：2020–07–14 
*通信作者（E-mail: Zhaoyf@iwhr.com） 

DOI：10.11779/CJGE202104010 



680                         岩  土  工  程  学  报                                    2021 年 

程本身就是一种定量测定岩体性质的原位试验。 
钻孔过程中蕴藏着大量地质信息，岩土工程界希

望利用监测仪器记录钻孔过程的数据，用于分析岩体

性质。最初，Teale[7]、Hughes[8]、Detournay 等 [9]和

Yagiz[10]的研究重点是建立钻孔数据与完整岩石力学

参数的关系。然而，岩体是由完整岩石和结构面共同

组成，工程实践表明，大多数情况下岩体结构特征比

完整岩石的性质对工程更重要[11]。岩体完整性是地质

力学分类中的主要评分项目，如 Q 系统[12]、RMR[13]

和 GSI[14]。此后的研究[15-17]尝试通过钻探资料获得岩

体空间结构特征，特别是钻孔过程在围岩分类[18-19]、

地层界面辨识[20-21]等方面的应用，对实际工程有较大

的参考价值。一般认为，使用同一钻机和同一钻头钻

取完整岩石时，钻进速度应为常数[6, 22-23]。基于这一

假设，岳中琦[24]通过试验数据拟合建立了钻孔速度与

岩石质量指标（RQD）之间的关系；Ru 等[25]基于最

小二乘支持向量机和蒙特卡罗理论建立了钻速指数的

概率评估方法。 
然而，受钻进压力、钻进扭矩和钻头转速影响，

钻进速度并不是常数。这一现象普遍反映在岩石可钻

性评估中[26-27]。将钻进速度作为评价岩体完整性特征

的唯一标准显然是不可靠的。只有消除各种因素对钻

进速度影响，才能建立合理的岩体完整性评价指标。 
为滤除钻进压力、钻进扭矩和钻头转速对钻进速

度的影响，本研究在完整和裂隙岩体中开展了各种因

素下的现场数字钻探试验。然后，对钻孔速度修正和

归一化，提出了一种新的描述岩体完整性的指标：钻

进过程指数（DPI）。钻进过程指数在完整岩块中是一

个常数，可以通过数字变化反映裂隙岩体的结构特征。 

1  数字钻进过程试验 
1.1  试验设备 

为了建立钻具响应参数和岩体完整性的关系，将

一种新研发的地质钻机数字钻进监测系统（图 1）运

用于钻孔原位测试过程。如图 2 所示，这个系统由高

精度数字传感器、自动采集仪以及数据分析软件组成。 

 
图 1 地质钻机数字钻进监测系统的原理图 

Fig. 1 Schematic diagram of digital drilling monitoring system 

液压传感器（图 2（b））安装于钻机推进装置的

输油管道，用于监测钻进压力（F，kN）。在钻机钻杆 

图 2 数字钻进监测系统及原位测试  

Fig. 2 Digital drilling system and in-situ tests 
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上设立特殊的标志点，转速传感器（图 2（g））安装

在距离标志点 10～12 mm 处，用于监测钻头转速（N，
rev/s），并通过非接触式空气耦合装置传输数据信号。

盘式扭矩传感器（图 2（f））安装于钻杆上，内部转

子随钻杆转动时测量受力，由外部定子解译信号并传

输到数据采集仪，用于监测钻进扭矩（M，N·m）。通

过激光传感器（图 2（e））监测钻进位移（S，mm），

激光传感器的标靶放置在随钻杆移动的钻机磨盘上，

监测精度可达 0.1 mm。F，N，M 以及 S 会被同步和

实时采集，数据采样时间间隔为 1 s，并传输给数据自

动采集仪（图 2（c））和网络云端（图 2（d））。 
此外，钻进装置可根据工程对钻孔的实际需要进

行调整。试验中采用了地质钻探用金刚石取芯钻头，

其内直径为 75 mm，钻头长 250 mm，与岩土工程规

定的获取 RQD 用钻头规格相一致[28]。 
1.2  均质材料钻进试验 

为厘清影响钻进速度的关键因素，开展了一系列

均质材料的钻进正交试验。首先，用直径 200 mm 取

芯钻头钻孔；然后，在此钻孔中由深到浅回灌 C20 等

级砂浆，并养护至标准强度，形成均质材料的钻孔；

最后，采用数字钻进系统开展原位钻进测试。 
试验用地质钻机型具有 4 个可调节挡位，各个挡

位对应的转速分别是 0.67，1.92，3.67 和 6.67 rev/s，
见图 3。钻机钻进压力由油压泵控制，当油压为零时，

钻具和夹持装置受重力作用使钻头产生最小压力值，

约为 8.5 kN，钻机钻进压力最大值可以达到 80.0 kN。

需要说明的是，在特定钻杆钻头转速下施加过大的钻

进压力，会导致转速异常，即卡钻，所以试验中最终

能够实现的钻进压力变化范围为 8.5～66.2 kN（见图

3）。钻头钻进扭矩作为一种破岩过程中的岩体所给予

的反作用力，将受制于钻进压力和岩体特征参数。综

上所述，在正常工作状态下的数字钻进时，地质钻机

的主要特征参数（F，N 和 M）被全部监测和数据化。 

 
图 3 均质材料钻进试验 

Fig. 3 Drilling tests on homogeneous materials 
1.3  裂隙岩体钻进试验 

裂隙岩体现场试验依托云南省德厚水库，该工程

库区广泛分布石灰岩，岩溶普遍发育。处理岩溶渗漏

及防渗是工程建设的首要任务，受区域地质条件的限

制，探明岩体裂隙的分布状况用于指导工程灌浆尤为

重要。为能精细获取钻孔附近岩体结构特征分布，同

步开展数字钻进原位试验（见图 2）和传统钻孔取芯。 

2  影响钻进速度的关键因素分析 
2.1  均质材料钻进试验结果 

针对均质材料数字钻进试验，一共开展了 37 组测

试，相应的的统计分析见表 1。当钻头转速（N）分别

为 0.67，1.92，3.67 和 6.67 rev/s 时，随着钻进压力（F）
增加，试验方案编号依次为 A1～A10、B1～B10、C1～
C8 和 D1～D9。试验设计的 F 值是 10～60 kN，增加

梯度是 10 kN，但由于实际的 F 还要取决于钻具和材

料之间相互作用，所以它是波动值。钻进位移（S）主

要在 200～250 mm，随着钻进时间（T）减小，钻进

速度（V）会逐渐增加，变化范围是 0.71～5.46 mm/s。 
表 1 均质材料钻进试验结果 

Table 1 Drilling test results of homogeneous materials 
编

号 
N 

/(rev·s-1) 
F 

/kN 
M 

/(N·m-1) 
S 

/mm 
T 
/s 

V 
/(mm·s-1) 

A1 0.67 9.3 75.87 251.34 354 0.71 
A2 0.67 11.5 92.59 252.75 337 0.75 
A3 0.67 19.3 100.21 265.92 277 0.96 
A4 0.67 28.8 119.40 260.91 223 1.17 
A5 0.67 35.7 135.62 248.92 196 1.27 
A6 0.67 41.3 153.17 239.94 186 1.29 
A7 0.67 45.5 194.11 265.22 149 1.78 
A8 0.67 51.6 184.27 258.44 142 1.82 
A9 0.67 60.4 198.10 259.86 122 2.13 
A10 0.67 66.2 224.30 170.04 78 2.18 
B1 1.92 8.5 68.62 245.96 143 1.72 
B2 1.92 19.3 96.66 266.40 120 2.22 
B3 1.92 23.5 115.26 271.20 120 2.26 
B4 1.92 29.3 119.63 226.54 94 2.41 
B5 1.92 35.8 140.94 263.68 103 2.56 
B6 1.92 42 165.21 252.01 79 3.19 
B7 1.92 46.5 166.01 264.60 70 3.78 
B8 1.92 53.1 186.22 252.72 72 3.51 
B9 1.92 58.2 193.7 237.25 65 3.65 
B10 1.92 60.5 211.73 199.92 68 2.94 
C1 3.67 9.7 73.66 235.47 141 1.67 
C2 3.67 18.3 99.04 236.71 90 2.63 
C3 3.67 29.0 120.11 284.00 80 3.55 
C4 3.67 34.9 138.58 241.68 57 4.24 
C5 3.67 40.2 142.66 264.24 72 3.67 
C6 3.67 46.7 172.63 246.62 59 4.18 
C7 3.67 51.5 192.12 211.19 49 4.31 
C8 3.67 57.5 200.30 178.02 43 4.14 
D1 6.67 8.5 69.01 255.06 117 2.18 
D2 6.67 11.5 79.32 263.61 101 2.61 
D3 6.67 18.8 99.36 265.68 81 3.28 
D4 6.67 25.1 110.88 236.28 66 3.58 
D5 6.67 30.4 126.78 247.04 64 3.86 
D6 6.67 35.5 143.69 240.30 54 4.45 
D7 6.67 42.5 157.99 261.66 42 6.23 
D8 6.67 48.8 175.45 231.65 41 5.65 
D9 6.67 53.6 195.36 202.02 37 5.46 
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图 4 各种钻进压力下钻进位移和钻进时间监测值 

Fig. 4 Monitoring values of drilling displacement and drilling time under various thrusts   
2.2  钻进压力 

不同钻进压力时钻进位移和钻进时间的监测值见

图 4。S 和 T 的散点值会聚集成直线，直线斜率为钻

进速度（V，mm/s）。在相同钻进压力时，钻进速度基

本为固定值，这与 Yue 等[6,24]和 Yarali 等[22]的研究结

论一致。但是，随着钻进压力增加，直线斜率明显不

同，这表明钻进速度会随着钻进压力增大而改变，并

非为固定值。钻进位移约 250 mm，当钻进压力位 9.3 
kN 时，用时为 354 s；当钻进压力位 60.4 kN 时，用

时仅为 122 s。这个钻进压力变化前后，钻进速度由

0.71 mm/s 增加至 2.13 mm/s，增加了将近 200 %。由

此可见，钻进压力对钻进速度的影响是显著的。 
图4中的10种钻进压力和其对应钻进速度整理成

图5的散点图。通过曲线拟合得到了钻进压力和钻进速

度的关系，两者呈现良好的指数函数关系，相关指数

（R2）达到了0.90，关系式如下所示： 
0.5 20.25  ( 0.90)V F R    。       (1) 

图 5 钻进压力和钻进速度的函数关系 

Fig. 5 Relationship between thrust and drilling rate   
2.3  钻进扭矩 

钻进扭矩（M）并非是钻机的直接输出参数，而

是钻进过程中岩体对钻机的反作用效果。钻机在运行

中实际钻进压力和钻进扭矩都是持续波动的，从图 6
可以看出，M 和 F 呈现出典型的正相关，二者关系可

表达为 
22.623 47.040 ( 0.83)M F R     。  (2) 

尤其在 F＜70 kN 时，M 和 F 的相关性会更好，

实际钻进过程中，钻进压力普遍小于 70 kN，这种现

象对解释钻进压力和钻进扭矩关系是有利的。对于一

般地质钻机采用钻进压力表达钻进扭矩是可靠的，可

以将两种因素合并为一个独立因素考虑。同时，数字

钻进时监测钻进压力是非常容易实现的，而采用扭矩

传感器监测钻进扭矩异常困难（见图 2）。所以，采用

钻进压力表达钻进扭矩，将降低了数字钻机技术的硬

件应用难度，有利于这种新技术在工程中的广泛应用。 

 

图 6 钻进扭矩与钻进压力的相关性 

Fig. 6 Correlation between rotational torque and thrust 
2.4  钻头转速 

在钻进压力接近 20 kN 时，不同钻头转速下钻进

位移（S）和钻进时间（T）的监测值见图 7。钻头转

速由 0.67 rev/s 增加至 6.67 rev/s，钻进速度由 0.96 
mm/s 增加至 3.28 mm/s，增加了 3.42 倍。钻头转速 N
和钻进速度 V 之间同样存在很好的指数函数关系（图

8），表达为 
0.5 21.31  ( 0.93)V N R    。       (3) 

2.5  多重因素组合 

将正交试验的所有结果进行统计分析，得到了图

9 所示的钻进速度变化曲线。需要指出，在数据统计

分析中，考虑到式（2）的转换关系，将钻进扭矩的作

用融入钻进压力加以考虑。从图 9 中可以看出，各个

线条形成辐射状的曲线簇，钻进速度与钻进压力和钻
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头转速呈现较好的指数函数关系，相关系数（R2）均

在 0.74 以上，最高达 0.97。  

图 7 各种钻头转速下钻头位移和钻进时间监测值 

Fig. 7 Monitoring values of bit displacement and drilling time at  

various bit rotational speeds 

图 8 钻头转速和钻进速度的函数关系 

Fig. 8 Functional relationship between rotational speed and  

drilling rate 

 
图 9 钻进速度的变化规律 

Fig. 9 Variation patterns of drilling rate 

 

3  钻进过程指数 
3.1  均质材料钻进过程指数 

如图 10（a）所示，在钻进压力和钻头转速发生

变化时，钻进速度的离散性非常大，最小钻进速度

（Vmin）为 0.71 mm/s，而最大钻进速度（Vmax）达到

了 6.23 mm/s。所以，试验数据表明，即使在均质材料

中机械参数对钻进速度的影响是显著的，仅采用钻进

速度作为评价岩体参数的唯一标准是不合理的。为此，

在钻进速度指标的基础上，滤除 F，N 和 M 对 V 的影

响，提出了钻进速度的归一化参数：钻进过程指数

（drilling process index，DPI）。这个新指标在均质材

料中应具有唯一性，基于图 9 的曲线规律，采用多元

函数回归，将 DPI 定义为 
-0.5 -0.5DPI V F N      ，       (4) 

式中， 为常量，是一个与岩石强度有关的参数，根

据表 1 和图 9 的试验数据，本试验中 =3.19。 
钻进过程指数变化规律见图 10（b），无论钻进

压力和钻头转速怎么变化，DPI 均处于 0.78 和 1.35 之

间，在均质材料中它是非常稳定的数值，平均值

（DPIavg）为 1。因此，利用钻进过程指数表达岩体完

整性明显比传统的钻进速度更为合理。 

 

图 10 钻进速度的变化规律 

Fig. 10 Discreteness of drilling rate and DPI 
3.2  裂隙岩体钻进过程指数 

为了获取裂隙岩体的 DPI 分布特征，在德厚水库 
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图 11 现场试验场地资料 

Fig. 11 Basic information of in-situ tests 

图 12 裂隙岩体的 DPI 和完整性 

Fig. 12 DPI and integrity of fractured rock mass

开展了工程岩体的数字钻进试验，同时钻孔取芯观测

以实现对比验证。图 11（a）描绘了库区的覆盖范围

和大坝的位置，探测区域主要分布石灰岩，岩溶特别

发育，岩体存在破碎层和空洞（见图 11（b）），获取

的岩芯按照深度排列（见图 11（c））。 
在裂隙岩体中数字钻进位移–时间曲线是波动的

（见图 12（a）），对应钻进压力和钻头转速见图 12
（b）和图 12（c），进一步数据处理得到裂隙岩体的

DPI（见图 12（d））。均质岩体中的 DPI 的理想值为

1，而在裂隙岩体中的 DPI 是一个变量，主要特征可

归纳如下： 
（1）当岩体完整时，DPI 的变化范围是 0～2，

平均DPI接近 1，例如钻进深度为 53.8～54.2 m、54.4～
54.8 m、55.1～55.6 m 以及 55.7～56.0 m，在图 12（e）
中用红色区域填充。 

（2）当岩体为块状或小裂隙时，DPI 会增大，处
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于 2～3 之间，分布在钻进深度 54.2，55.1 和 55.6 m
处，在图 12（e）中用蓝色区域填充。 

（3）岩体非常破碎或出现空洞时，钻进深度

54.2～54.4 m 和 54.8～55.0 m，DPI 会超过 3，在图 12
（e）中用绿色区域填充。DPI 峰值甚至可以达到 6 以

上，此时 DPI 的具体数值意义不大，可以统一认为是

岩体不完整。 
（4）在深度 54.9 m 处，DPI 值突变为 0，主因是

钻进速度瞬间降低至零，出现了卡钻现象。 
按照表 2 中 DPI 和岩体完整性的关系，绘制了图

12（e）的岩体完整性的色彩柱状图，和传统的岩芯柱

状图（图 12（f））及素描图（图 12（g））相比，它

能定量的表述钻孔内岩体完整性，具有重要应用价值。 
表 2 DPI 和岩体完整性的关系 

Table 2 Relationship between DPI and rock mass integrity 

岩体完整性 完整 块体状 破碎或空洞 

DPI 0＜DPI≤2 2＜DPI≤3 3＜DPI 

3.3  钻进过程指数的本质 

以往研究常采用钻进速度描述岩体参数，本项试

验结果（表 1 和图 9）证实钻进速度会受到钻进压力 F
和钻头转速 N 的影响。因此，必须根据不同钻进状态

下的变化规律，再消除各种因素的影响，才能解译真

实的数字钻进指标和岩体参数之间的映射关系。 
由图 9 可以看出，均质材料中“钻进速度 V 和钻

进压力 F”以及“钻进速度 V 和钻头转速 N”均呈现

良好的指数关系（V 与 F0.5和 N0.5）。因此，可将钻进

速度 V 与钻进压力 F 和钻头转速 N 的负指数（ 0.5F  和

N-0.5）相乘，来消除 F 和 N 对 V 的影响。也就是说钻

进过程中的真实常量并非钻进速度 [6, 22-23]，而是

V·F0.5·N0.5。为使数字钻进数据（V·F0.5·N0.5）能表达裂

隙岩体的完整性，定义了钻进过程指数（DPI）。在完

整岩石中，平均钻进过程指数（DPIavg）固定为 1，满

足下式： 

0.5 0.5

avg 0.5 0.5
avg avg avg

DPI 1

n

i
V F N

n V F N

 

 

 
 

  


  ，   (5) 

式中，Vavg，Favg和 Navg分别为完整岩石的钻进速度、

钻进压力和钻头转速的平均值。 
对于一段完整岩体，根据式（5），可以得出式（4）

中拟合参数 为 

0.5 0.5
avg avg avg

1
V F N

  
 

  。          (6) 

若 F 和 N 不发生变化，在软质岩钻进中，Vavg相

对较大，对应 值相对较小，那么在硬质岩中 值相

对较大，所以 是一个与岩体强度参数有关的参数。

另外，需要指出，在完整岩石中， 可直接按式（6）
计算取值，在裂隙岩体中， 应在完整岩体段取值。

例如，在图 12（d）中， 可采用 53.8～54.2 m、54.4～
54.8 m、55.1～55.6 m 或 55.7～56.0 m 段对应的

Vavg· 0.5
avgF  · 0.5

avgN  的倒数。 
对于裂隙岩体，完整段岩体 DPI 均值仍接近 1；

破碎段岩体材料均一性发生变化，本质是在 ，F 和

N 不变时 V 会增大，也即常量 V·F0.5·N0.5的增加，表

现为 DPI 升高。 
3.4  DPI 和 RQD 的关系 

岩土工程中常用 RQD 表达岩体的完整性，并广

泛应用到岩体质量评价和岩体分类[13]。根据 RQD 实

际意义和 DPI 的特点，RQD 和 DPI 的关系可定义为 

(0 DPI 2)
RQD 100% 

(0 DPI 2) 10 cm 

i

i

L
L

L


  





 ＜ ≤
，

＜ ≤ ≥ ，

   (7) 

式中， (0 DPI 2)iL ＜ ≤ 指DPI处于0～2之间时对应的岩

芯长度。 
对于图 12 的裂隙岩体，根据式（7）得到的 RQD

值为 74，采用图 12（f）的岩芯传统量测方法得到的

RQD 为 72，二者是非常吻合。数字钻进过程指数为

获取 RQD 提供了一种简易的、定量的新方法。通过

自动化和信息化的数据运算得到DPI 以获取岩体完整

性，减少了人工统计 RQD 和编纂岩芯柱状素描图等

繁杂的工序，还降低了人为主观因素在评价岩体完整

性中的不利影响。 

4  结    论 
通过开展均质材料和裂隙岩体中的数字钻进试

验，重点探讨了钻进压力、钻头转速和钻进扭矩等机

械参数对钻进速度的影响，并提出了一种用于定量评

价岩体完整性的新指标。研究结果表明： 
（1）钻进压力和钻进扭矩具有良好的线性相关

性，两个因素可简化为单因素：钻进压力。数字钻进

过程中钻进速度是变量，与钻进压力和钻头转速呈现

较好的指数函数关系。 
（2）通过对钻进速度进行归一化处理，滤除了钻

机机械参数对钻进速度的影响，得到了用于表达岩体

完整性的新指标：DPI。完整岩体 DPI 为 0～2、块状

岩体 DPI 为 2～3，非常破碎与空洞岩体 DPI 大于 3。 
（3）DPI 和 RQD 具有很好的相关性，通过这种

数字技术获取 DPI 评价岩体完整性，减少了人工繁琐

地质编纂工作和人为主观因素。 
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金沙江结合带高位远程滑坡失稳机理及减灾对策研究 
——以金沙江色拉滑坡为例 

朱赛楠
1
，殷跃平

*1
，王  猛

2
，朱  茂

3
，王晨辉

4
，王文沛

1
，李俊峰

1
，赵  慧

1
 

(1. 中国地质环境监测院，北京 100081；2. 四川省地质调查院，四川 成都 610081；3. 北京东方至远科技股份有限公司，北京 100081； 

4. 中国地质调查局水文地质环境地质调查中心，河北 保定 071051) 

摘  要：金沙江结合带是一条以强烈挤压为主的活动性断裂带，带内经强烈侵蚀切割形成褶皱高山与深切河谷地貌，

岩体结构复杂破碎，软弱岩层发育，流域性特大高位地质灾害频繁发生。以金沙江色拉滑坡为例，采用现场调查测绘、

多期遥感数据分析、InSAR 动态观测、物探、地表位移监测等手段，详细分析了色拉滑坡的基本特征、变形过程、形

成机理及发展趋势，并结合金沙江水电开发及特殊地质条件探讨了高位堵江滑坡早期识别与灾害风险管理问题。形成

认识如下：色拉滑坡前后缘高差 693 m，体积约 6520×104 m3，属于典型特大高位滑坡。可分为后部下错变形区（Ⅰ）、

中部拉裂变形区（Ⅱ）和前部应力集中区（Ⅲ）3 个变形区。受地质构造、地层岩性、降雨与河流冲刷侵蚀等作用影响，

失稳模式为多级渐进式破坏，未来滑坡前部发生破坏失稳的可能性较大。采用空天地一体化等先进技术手段，可及时

识别高位滑坡变形区域与变形量等信息，为此类流域性灾害链防灾减灾提供科学依据。 
关键词：金沙江结合带；高位远程滑坡；失稳机理；InSAR；早期识别 
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Instability mechanism and disaster mitigation measures of long-distance   
landslide at high location in Jinsha River junction zone: case study of Sela  

landslide in Jinsha River, Tibet 

ZHU Sai-nan1, YIN Yue-ping1, WANG Meng2, ZHU Mao3, WANG Chen-hui4, WANG Wen-pei1,                       
LI Jun-feng1, ZHAO Hui1 

(1. China Institute of Geological Environment Monitoring, Beijing 100081, China; 2. Sichuan Institute of Geological Survey, Chengdu 

610081, China; 3. Beijing Vastitude Technology Co., Ltd., Beijing 100081, China; 4. Center for Hydrogeology and Environmental Geology 

Survey, China Geological Survey, Baoding 071051, China) 

Abstract: The Jinsha River junction zone is the active fault one dominated by strong compression. It belongs to the topography 

of high mountains and valleys, the rockmass structure is complex, and the weak rock strata develop, and the high-location 

geo-hazards occur frequently. Taking Sela landslide in the Jinsha River as an example, the methods of multi-phase remote 

sensing data, field investigation and surveying, multi-phase InSAR dynamic observation, geophysical exploration and surface 

displacement monitoring are used to analyze the basic characteristics, deformation process, development trend and formation 

mechanism of Sela landslide. Considering the hydropower development and special geological conditions of the Jinsha River, 

the early identification and disaster risk management of high-position landslides are discussed. The results are as follows: Sela 

landslide is a typical one with the height difference of 693 m and the volume of about 6520×104 m3. Based on its deformation 

characteristics, the landslide is divided into three deformation areas. Under the influences of geological structure, stratigraphic 

lithology, rainfall and river erosion, the instability mode of the landslide is a multistage progressive failure, which is likely to 

occur in the front of the landslide in the future. The advanced technology such as the integration of space and earth can identify 

the deformation area and deformation quantity of the high-position landslide in time, and provide scientific basis for the disaster 

prevention and mitigation of basin disaster chain.

Key words: Jinsha River junction zone; high-location and 

long-distance landslide; instability mechanism; InSAR; early 

identification 
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0  引    言 
金沙江上游地区以板块缝合带、地壳拼接带等深

大断裂为构造格架，呈现强烈侵蚀切割的褶皱断块高

山与河谷深切的高山峡谷地貌，缝合带内发育结构复

杂的蛇绿混杂岩套，造成流域性特大高位地质灾害链

风险极高[1]。受此复杂地质条件影响，近年来该区域

高位堵江滑坡灾害频繁发生。例如，2018 年 10 月 10
日和 11 月 3 日，金沙江白格滑坡连续发生两次高位堵

江灾害，总方量达到 3050 万方，导致金沙江断流，造

成 10.2 万人受灾，仅云南省直接经济损失达 74.3 亿

元[2-3]。1969 年 9 月 26 日支斯山滑坡堵江，造成金沙

江堵断 14 h，残留长 1 km，高 700 m 的陡崖[4]。 
高位滑坡一般指从高陡斜坡上部位置剪出并形成

凌空加速坠落的滑坡，它具有撞击粉碎效应和动力侵

蚀效应，并铲刮下部岩土体，使体积明显增加，往往

造成重大的地质灾害[5]。从早期识别来看，高位滑坡

高差大，剪出口位置高，具有超视距隐蔽性，如重庆

武隆鸡尾山滑坡[6-8]、贵州水城滑坡[9]，用常规调查排

查方法难以提前发现；从动力学来看，具有高速运动、

远程成灾的特点，如西藏易贡滑坡[10]、四川三溪村滑

坡[11]，滑坡发生后巨大冲击作用会带来动力侵蚀效应

和堆载效应，从而转化为高速远程的碎屑流或泥石流；

从成灾模式来看，高位滑坡具有复杂链式灾害特点，

如四川茂县新磨滑坡[5, 12]，湖北秭归千将坪滑坡[13]，

贵州毕节纳雍崩塌[14]，灾害发生后多形成崩塌、滑坡、

碎屑流、堰塞坝、涌浪等链生灾害。 
色拉滑坡位于西藏自治区贡觉县敏都乡，金沙江

干流右岸，前后缘高差近 700 m，属于典型特大高位

滑坡，目前正处于蠕滑变形阶段。本文采用现场调查

测绘、多期遥感数据分析、InSAR 动态观测、无人机

航测、物探、地表位移监测等手段，分析了色拉滑坡

的变形过程特征、形成机理及发展趋势，并结合金沙

江水电开发及特殊地质条件探讨了高位堵江滑坡早期

识别与灾害风险管理问题，为此类流域性灾害链防灾

减灾提供科学依据。 

1  滑坡基本特征 
1.1  地质环境条件 

色拉滑坡地处藏东横断山脉、金沙江流域河谷地

带，主要由河流侵蚀地貌、构造地貌和冰蚀地貌组成，

河谷深切，呈“V”型，冲沟发育，风化剥蚀严重。

滑坡后缘为一走向 N76°E 的条形山脊，山顶高程 3775 
m，前缘为金沙江，江面高程 2649 m，滑坡南侧为一

走向 N102°E 冲沟。滑坡体地形高陡，坡度一般在

30°～35°。在构造上，色拉滑坡位于近南北向的金

沙江缝合带内，受青藏高原向东侧挤压作用，断裂带

内剪应力集中，近 EW 向的色协龙断裂和近 SN 向的

洛冷登—巴巴断裂在滑坡东北方向交汇，区域内岩体

结构破碎疏松，岩性多样，主要出露地层有二叠系、

三叠系岗托岩组（PT1g）钠长绿帘阳起–透闪石片岩、

玄武岩、绿泥片岩等，产状一般为 254°∠20°，岩

体糜棱岩化和蚀变作用严重。该区域属高山高原气候，

雨量较丰沛，年均降水量约 470～760 mm，最大年降水

量 1067 mm。现场调查未见滑坡体上存在地下水出露现

象。根据遥感解译与现场调查，受此复杂地质条件影响，

金沙江上游流域白玉—巴塘段堵江滑坡灾害较发育。 
1.2  滑坡形态特征 

色拉滑坡平面形态特征明显，根据多期卫星遥感

影像、高分辨率无人机摄影数据和现场调查，滑坡后

缘高程 3342 m，前缘临江面高程 2649 m，相对高差

693 m。平面形态近似舌状，纵长约 1280～1551 m，

横宽约 986～1046 m，平面面积约 163×104 m2，估算

平均厚度约 40 m，体积约 6520×104 m3。滑坡主滑方

向约 127°，斜坡上陡下缓，整体坡度 30°～35°，

上部最陡处约 40°～45°（图 1）。 

 

图 1 色拉滑坡形态特征无人机影像图（2019 年 7 月 1 日） 

Fig. 1 Morphological characteristics of Sela landslide 

滑坡体分为两级平台，一级平台位于坡体中部，

高程 3088 m，宽约 120 m，坡度 15°，平台上拉张裂

缝发育，二级平台位于滑坡体后缘，高程 3342 m，宽

约 260 m，坡度 12°，为坡体下错形成（图 2）。受降

水冲蚀和坡体上部崩塌滚石运动影响，坡面形成多条

冲沟。滑坡体后部形成多级下错陡坎，高度 10～53 m。

滑坡前部发育两个次级滑坡，坡体表面已解体。前缘

坡脚受金沙江流水冲刷，局部滑塌形成高约 30～150 
m 的高陡临空面。 



690                         岩  土  工  程  学  报                                    2021 年 

图 2 色拉滑坡平台分级（2019 年 5 月 25 日） 

Fig. 2 Classification of Sela landslide (May 25, 2019) 

1.3  滑坡变形分区特征 

根据 2019 年 7 月 1 日的卫星遥感数据，滑坡体发

育的两级平台地貌，以及下错、拉裂和滑塌等变形特

征，将滑坡体分为后部下错变形区（Ⅰ）、中部拉裂变

形区（Ⅱ）和前部滑塌应力集中区（Ⅲ）等 3 个区域，

其中Ⅲ可分为前部滑塌变形区（Ⅲ-1）和前部应力集

中区（Ⅲ-2）（图 3），各分区特征如下。 

 

图 3 色拉滑坡平面分区图 

Fig. 3 Plan and zoning of Sela landslide 

后部下错变形区（Ⅰ）：主要包括滑坡后部二级平

台以上至滑坡后缘边界线区域，高程在 3180～3420 m
范围内，坡度 15°，纵向长 177～466 m，横向宽 986～
1033 m，面积为 30.6×104 m2，估算体积约 1224×104 

m3。发育七级下错形成的弧形阶梯状陡坎，断续发育，

未完全贯通。单级陡坎横向长 156～272 m，垂向位错

24～102 m，厚度 10～53 m，总位错量达到 200～230 
m。沿坡向发育数条冲沟，宽度 5～10 m，深度 2～3 m
（图 4）。 

中部拉裂变形区（Ⅱ）：主要包括中部一级平台以

上至二级平台以下区域，高程在 2700～3200 m 范围

内，坡度 30°，纵向长 528 m，横向宽 1046 m，面积

为 56.2×104 m2，估算体积约 2248×104 m3。发育 5
条大型拉张裂缝，裂缝长约 120～500 m，宽度 0.2～
1.0 m。沿坡向发育 4 条冲沟，宽度 5～12 m，深度 2～
4 m（图 5）。 

 

图 4 滑体后部阶梯状陡坎 

Fig. 4 Scarps at rear of landslide 

 

图 5 滑体中部拉张裂缝和冲沟发育 

Fig. 5 Tensile cracks and gullies in middle of landslide 

前部滑塌变形区（Ⅲ-1）：主要包括南侧一级平台

以下至前缘边界的两个次级滑坡区域，高程在 2600～
3220 m 范围内，坡度 35°，纵向长 752 m，横向宽

1046 m，面积为 48.6×104 m2，估算体积约 1944×104 

m3。发育两个次级滑坡，滑坡 L1 斜长 745 m，宽度

512 m，后缘局部形成高度 1.2～25.3 m 滑动陡壁。滑

坡 L2 斜长 652 m，横向宽 434 m，后缘局部陡壁高约

1.8～28.2 m。前缘受上游白格滑坡堰塞体泄流冲刷影

响，发生塌岸，滑塌高度最大约 240 m（图 6）。 
前部应力集中区（Ⅲ-2）：主要包括东侧一级平台

以下至前缘边界区域，高程在 2600～2900 m 范围内，

坡度 35°，纵向长 752 m，横向宽 1046 m，面积为

27.6×104 m2，估算体积约 1104×104 m3。受后部滑体

挤压推动作用，局部发生溜滑现象，前缘受冲刷影响

塌岸高度最大约 125 m。 
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图 6 滑体前部发育 2 个次级滑坡 

Fig. 6 Two secondary landslides in the front of landslide 

1.4  滑坡空间结构特征 

采用高密度电阻率法对滑坡 A— A剖面进行物探

剖面测量，测线自滑坡后缘至前缘金沙江边，纵长

2000 m，探测最大深度 150 m，测线方向 S53°E。物

探结果显示，色拉滑坡表层为第四系堆积碎石土，层

厚约 10～20 m，下部为基岩。滑坡体结构复杂，垂向

裂缝发育。在一级平台以下（高程 2750～3088 m）和

二级平台以下（高程 3088～3300 m）发育有两个高电

阻率带，该区域岩层为全风化—强风化，结构较破碎，

强度较低，厚度在 60～150 m，下部低电阻率带为强

风化—中风化基岩。在金沙江边高程为 2670～2750 m
之间低电阻率区域地下水富集，高程 2550～2670 m
之间为高电阻率区域。通过分析判断，该低电阻率和

高电阻率的结合处即为滑动面，滑坡从金沙江边地下

水富集带剪出（图 7）。 
根据滑坡基本变形特征与物探测量结果，将该滑

坡分为前部一级滑坡与后部二级滑坡，一级滑坡包括

前部滑塌变形区（Ⅲ-1）和应力集中区（Ⅲ-2），平均

厚度约 40 m，体积约 3048×104 m3；二级滑坡包括后

部下错变形区（Ⅰ）和中部拉裂变形区（Ⅱ），平均厚

度 40 m，体积约 3472×104 m3（图 8）。 

2  滑坡变形过程分析 
为了追溯色拉滑坡变形历史，分别采用差分合成

孔径雷达干涉测量技术（InSAR）和偏移量跟踪技术

（offset tracking）分析滑坡时序形变过程。 

 

图 7 色拉滑坡物探剖面图（A— A） 

Fig. 7 Geophysical prospective profile of Sela landslide (A— A ) 

 

图 8 色拉滑坡地质剖面图（A— A） 

Fig. 8 Geological profile of Sela landslide (A— A )
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2.1  InSAR 技术形变分析 

InSAR 技术测量选取了欧空局的 Sentinel 数据，

时间自 2014 年 10 月 31 日—2018 年 12 月 2 日，合计

82 景，空间分辨率 5 m×20 m。由于 InSAR 测量的是

LOS 方向的形变，升降轨 LOS 方向上的投影结果存

在明显差异，所以对滑坡区升降轨处理结果进行叠加

联合分析，获取了沿滑坡坡向水平方向和竖直方向的

时序形变速率（图 9）。图 11 结果显示，2014 年 10
月31日—2018年12月2日之间滑坡变形区范围明显，

形变较大区域主要集中在中前部，沿坡向水平方向最

大形变速率达到 55 mm/a（图 9（a）），竖直向下最大

形变速率达到 48 mm/a（图 9（b）），而前缘一级滑坡

崩滑区并未形成干涉条纹，出现了失相干现象。 

图 9 色拉滑坡 InSAR 形变速率图 

Fig. 9 InSAR deformation rate of Sela landslide 
2.2  Offset Tracking 技术形变分析 

InSAR 技术能够获取大面积区域的形变信息，但

在滑坡体短期内发生较大形变时，会出现失相干现象

或无法正确反演的问题。Offset Tracking技术利用SAR
图像相关特征获取地面的形变信息，对短期内大形变

有较好的反演效果，能够较好地弥补 InSAR 技术的局

限性。因此又采用了 Offset Tracking 技术对滑坡体变

形历史进行了分析，选取了意大利航天局 COSMO- 
SkyMed 高分辨率升轨数据，时间自 2018 年 11 月 7
日—2019 年 10 月 7 日，合计 14 景，空间分辨率 1 

m×1.7 m。分析结果显示，监测时间范围内变形主要

集中在前部一级滑坡滑塌变形区，距离向最大形变量

达到 310 mm（图 10（a）），方位向最大形变量达到了

293 mm，运动方向与箭头相反，沿坡向向下（图 10
（b））。 

 

图 10 色拉滑坡 Offset Tracking 技术形变量图 

Fig. 11 Offset-tracking deformation quantity of Sela landslide 

为了准确分析滑坡的空间变形情况，将距离向和

方位向的结果做合成处理，得到滑坡空间累积变形矢

量图 11。可以看出，监测时间范围内滑坡形变主要集

中在前缘，形变方向以主滑方向为主，最大形变量达

到 330 mm。 

图 11 色拉滑坡空间累积形变矢量图 

Fig. 11 Spatial cumulative deformation vectors of Sela landslide 

自滑坡后缘到前缘根据滑坡分区选择 3 个关键特

征点 P1～P3（图 10）分析滑坡的二维形变演化过程，
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经过计算得到了各点的形变量与形变速率曲线（图

12，13）。可以看出，各点距离向和方位向的变形量均

随时间逐渐增大，从后缘 P1 到前缘 P3 累积形变量逐

渐增大。从形变速率来看，滑坡中前部 P2 和 P3 点在

2018 年 11 月 7 日—11 月 20 日之间，距离向和方位向

都出现加速趋势，然后减速并逐渐变为匀速变形，分析

原因可能是由于白格滑坡堰塞湖第二次（2018 年 11 月

13 日）泄流，水位上涨流量增加并冲刷前缘所致。 
对比 InSAR 和 Offset Tracking 技术的分析结果，

2014 年 10 月 31 日—2018 年 12 月 2 日滑坡体前部滑

塌变形区最大形变速率为 48～55 mm/a，2018 年 11
月 7日—2019年 10月 7日滑坡最大形变速率为 319～
338 mm/a，明显看出，自 2018 年以来滑坡前部变形

速率增大并有加剧变形趋势。综合滑坡的地形条件、

地质结构、多期影像信息以及空间形变等特征，可以

推断色拉滑坡为多级滑坡。目前处于蠕滑变形阶段，

失稳模式为渐进式滑动，前部一级滑坡主要受河流冲

刷逐渐崩解，造成后部二级滑坡失去阻挡支撑，临空

面增大，牵引整体发生滑动失稳。 

图 12 特征点的二维时间序列累积形变量曲线（P1～P3） 

Fig. 12 Cumulative deformation quantity in 2D time series of 

characteristic points (P1～P3) 

图 13 特征点的二维时间序列累积形变速率曲线（P1～P3） 

Fig. 13 Deformation rate of 2D time series of characteristic points 

3  滑坡形成机理分析 
活动构造带内发育的大型滑坡，其成因机制一般

具有地质构造—岩体结构（软弱岩体）—斜坡应力状态

—水—地形地貌—风化卸荷等多场耦合作用特征[15]。活

动断裂经过多期运动及河谷下切表生改造，在岩体结

构方面，不仅结构面类型多样，而且密集发育；在岩

性条件方面，除了普遍分布构造破碎带以外，还广泛

发育不同类型软弱岩体[16]。 
3.1  地质构造 

色拉滑坡所处的金沙江缝合带岩体受到强大的构

造应力挤压，构造面的方向总体上沿金沙江走向分布，

局部地段的岸坡结构受到岩层和金沙江河道的改变发

生变化，从而导致滑坡结构出现差异[17-18]。金沙江区

域内发育多期交汇断层，色拉滑坡位于近 SN 向的洛

冷登—巴巴断裂和近 EW 向的色协龙断裂的交汇处。

本次采用了多期高分遥感解译、InSAR 变形观测、无

人机航测以及现场调查等多种技术手段，在金沙江干

流白玉—巴塘段共调查出百万方以上的大型高位滑坡

20 余处，均发育在金沙江缝合带内，其中丁巴滑坡、

通错滑坡、拍若滑坡、通中拉卡滑坡、下松洼滑坡、

毕英滑坡、特米滑坡等 7 处滑坡体均有活动断裂穿越

横切（图 14）。 

 

图 14 金沙江白玉—巴塘段堵江滑坡分布与构造纲要图 

Fig. 14 Landslide distribution and tectonic outline in  

 Baiyu—Batang section of Jinsha River 
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3.2  地层岩性与易滑结构 

色拉滑坡岩性主要为钠长阳起片岩，产状 254°
∠20°，受到强烈构造作用影响，岩体完整性差，节

理裂隙发育，风化破碎严重，多分割成块度小于 0.5 m
的碎裂状，由断层泥、构造角砾岩组成断层破碎软弱

带，经过长期蠕变演化[19-21]，加上冰川雪域的高寒冻

融作用，致使岩体完整性与强度较差，岩体与岩块的

强度差异较大。通过对滑坡附近区域不同深度岩体与

岩块的声波波速测试（图 15），岩性为片麻岩和板岩，

结果显示，深度在 0～80 m 之间，岩体在 2140～2270 
m/s，岩块波速在 3760～4230 m/s，但是不同深度岩体

的波速均小于岩块波速，岩体的完整性系数在 0.29～
0.47（图 16），完整程度属于破碎—较破碎[22]，表明

组成滑坡的岩体结构完整程度较差，强度远低于岩块

强度。 

图 15 岩块与岩体的波速–深度曲线 

Fig. 15 Velocity-depth curves of rock block and rock mass 
3.3  降雨 

根据贡觉县降雨资料，全县境内多年平均降水量

在 480 mm，降雨量各月分配不均，主要集中在 6—9
月，累积降水量 351 mm，占全年降水量的 73%，是

降水高峰期。从 2019 年色拉滑坡附近日降雨量曲线可

以看出，7—9 月份降雨最密集，累积雨量最大，最大

日降水量 36 mm，具有短时降雨强度大的特点（图

17）。滑坡体发育 5 条大型暴雨型冲沟，暴雨时会形成

短时山洪，降水在坡体表面汇集，据初步统计，滑坡

体汇水面积约 3.5 km²，为滑坡体暴雨冲沟提供了充足

的汇水条件，降水沿坡面及一级平台裂缝渗入，一方

面使滑体含水而重量增加，另一方面地表水入渗后在

相对隔水层赋存，不仅软化隔水层顶面，使其抗剪强

度降低而形成滑动面，而且易形成一定静水压力，从

而增大滑坡的下滑力，致使其破坏失稳[23]。 

图 16 岩体完整性系数曲线 

Fig. 16 Integrity coefficient curves of rock mass 

图 17 滑坡附近区域 2019 年降雨量曲线 
Fig. 17 Precipitation curves in areas near landslide in 2019 

3.4  河流冲刷侵蚀 

高山峡谷区高陡斜坡受到河流的强烈快速下切及

侧蚀作用，造成斜坡岩体强烈卸荷，河谷两侧滑坡、

崩塌不断发生，常形成大规模的滑坡堵江灾害[24]。色

拉滑坡位于金沙江右岸，河谷发育宽度 100～250 m，

河道纵坡降约 50‰，年平均流量 4750 m3/s。调查期

间（枯水季节）金沙江江水流量 200～300 m³/s，江水

最大流速约 3～4 m/s。白格滑坡位于色拉滑坡上游约

80 km 处，2018 年 10 月 10 日和 11 月 3 日发生了两次

大规模滑坡并堵塞金沙江，形成了堰塞湖，又分别溃

决泄流，造成下游沿江约 400 km 范围受灾[2]。根据统
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计，白格滑坡第一次泄流峰值流量达到 1.0×104 m3/s
（图 18），第二次堰塞湖最大蓄水量达到了 5.97×108 
m3，泄流峰值流量达到了 3.1×104 m3/s（图 19）。泄

流对下游河道岸坡形成了剧烈的冲刷侵蚀作用，在色

拉滑坡前缘形成水头高度约 50～60 m，使其前缘岸坡

发生大规模滑塌，并诱发滑坡体产生新的变形裂缝。

泄流前塌岸面积为 3.0×104 m2，泄流后形成陡峻塌岸

高度约 60 m，面积为 22.0×104 m2，扩大了 19×104 m2，

从而影响了色拉滑坡的整体稳定性（图 20）。 

图 18 白格滑坡堰塞湖第一次泄流流量 

Fig. 18 Discharge of first slip of Baige landslide-barrier lake 

图 19 白格滑坡堰塞湖第二次泄流流量与蓄水量 

Fig. 19 Discharge and storage of second slip of Baige  

landslide-barrier lake 

4  讨    论 
4.1  堵江滑坡的早期识别 

金沙江上游位于青藏高原东缘板块结合带，岩体

结构复杂破碎，地形陡峭，滑坡崩塌非常发育，流域

性地质灾害链风险极高。2018 年 10 月 10 日和 11 月 3
日，西藏自治区江达县波罗乡白格村先后二次发生特

大山体滑坡，体积达 3500×104 m3，导致了金沙江断

流。虽通过人工干预，堰塞体溃口最大洪峰流量仍达

3.4×104 m³/s，对下游 700 km 河段西藏、四川和云南

三省（区）的村庄、道路造成了严重危害，特别是下

游在建的叶巴滩、巴塘、苏洼龙等水电站损失巨大，

此次灾害共计造成 10.2万人受灾，经济损失达 120亿。

白格滑坡发生后，通过运用空间遥感（高分 2 号卫星

和 WorldView-2 卫星数据）和地面调查，在金沙江上

游白玉—巴塘河段，识别出 20 处体积大于 100 万 m³
的高位滑坡，其中，规模为大型 12 处，特大型 8 处。

从稳定性上初步分析，不稳定的滑坡灾害 6 处，稳定

性差的滑坡 10 处。采用高精度光学遥感、InSAR、地

表位移监测等技术方法，可以及时识别并提取这些大

型高位滑坡的变形区域及变形量等信息，对滑坡的成

灾模式和变形趋势分析具有重要意义。因此，需要加

强先进技术手段应用，提升金沙江流域地质灾害早期

识别能力。 

 

图 20 色拉滑坡前缘坡脚受冲刷侵蚀塌岸现象 

Fig. 20 Bank collapse in the front of Sela landslide 

4.2  特大滑坡灾害链的风险管理 

金沙江流域地质构造极其复杂，地质工作基础薄

弱，流域性的滑坡-堰塞湖等地质灾害链对沿江城镇、

乡村、道路和水电开发构成严重危害。金沙江上游目

前建成和规划建设的梯级电站达 13 座，总装机容量

超过 1000 万 kw，蓄水运行后，滑坡的成灾模式将由

堰塞湖溃决形成流域性灾害发生转变，在库首地段，

主要为滑坡入江涌浪灾害，在库尾仍存在特大滑坡堰

塞湖灾害风险，对金沙江沿江的村镇和土地、道路构

成新的威胁。据初步估算，色拉滑坡规模可达 6000
多万方，目前处于蠕滑变形阶段，后期一旦遭遇极端

降雨或地震情况，很有可能发生一次或多次滑动堵塞

金沙江形成堰塞湖。因此，加强金沙江流域性高位滑

坡灾害链风险管理是水电站、沿岸城镇、道路等安全
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运行的重要前提。 
 

5  结    论 
本文以金沙江色拉滑坡为例讨论了高山峡谷区高

位滑坡变形特征、发展趋势及灾害风险管理等问题。

通过现场调查测绘、多期遥感影像分析、InSAR 技术

动态观测、物探、地表位移监测等方法，得到了以下

认识： 
（1）色拉滑坡在地貌上属高山峡谷区，所在山体

斜坡地形上陡下缓，后缘高程 3342 m，前缘高程 2649 
m，高差 693 m，面积约 163×104 m2，估算体积约

6520×104 m3，属特大型高位滑坡。坡体表面已发生

解体，发育大型拉张裂缝 5 条，形成多条汇水冲沟，

前缘大规模滑塌，并形成两个次级滑坡。整体可分为

3 个变形区：后部下错变形区（Ⅰ）、中部拉裂变形区

（Ⅱ）和前部应力集中区（Ⅲ），其中Ⅲ分为前部滑塌

变形区（Ⅲ-1）和前部应力集中区（Ⅲ-2）。 
（2）色拉滑坡处于金沙江板块缝合带内，洛冷  

登—巴巴断裂和色协龙断裂交汇处，断裂带内剪应力

集中，母岩为二叠系、三叠系岗托岩组片岩，岩体结

构破碎疏松，发育由断层泥、构造角砾岩组成断层破

碎软弱带，完整性差。受地质构造、地层岩性、降雨

与河流冲刷侵蚀等作用影响，整体目前处于蠕滑变形

阶段。 
（3）色拉滑坡为多级渐进式滑动模式，InSAR

和Offset Tracking技术分析 2014—2019年间的形变结

果显示，自 2018 年 11 月以来滑坡前部变形速率剧增，

滑坡前缘岸坡发生大规模滑塌解体，并诱发滑坡体中

后部产生大量新的裂缝。从地表位移监测曲线来看，

滑坡变形持续增大，未来前部滑塌变形区发生破坏失

稳的可能性较大，前部一级滑坡滑动后临空面增大，

造成后部二级滑坡失去支撑，导致滑坡整体失稳破坏。 
（4）流域性的滑坡—堰塞湖等灾害链对沿江城

镇、乡村、道路和水电开发等构成严重危害，应结合

梯级水电工程开发和金沙江流域保护规划，加强空天

地一体化等先进技术手段运用，开展金沙江流域地质

灾害早期识别与监控工作，提高特大型地质灾害链防

治水平与风险管控能力。 
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浅埋地下结构耐震时程分析法最优持时研究 
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摘  要：为研究持时对地下结构耐震时程分析结果的影响，选取 II 类和 III 类工程场地中典型的两层三跨地铁车站为原

型，以基岩场地地震动均值反应谱为目标谱，构造了 6 种典型持时的耐震加速度时程曲线作为输入。通过将耐震分析

结果与增量动力分析基准结果对比表明，耐震加速度时程曲线的持时对分析结果影响显著。根据目标时间点与地震动

能量指标阿里亚斯强度值的变化规律，给出了最优目标时间点的确定公式并进行验证。由研究结果可知，对于 II 和 III
类工程场地，耐震时程曲线较优持时分别为 30 s 和 45 s；给出的目标时间点的确定公式对上述两类场地中的地下结构

抗震性能评价具有一定适用性，当构造的耐震时程曲线在目标时间区段内的能量值与实际地震动的能量值较为接近时，

耐震时程分析结果最为精确。 
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Abstract: The effects of duration of the endurance time analysis on the seismic response of the underground structures are 

investigated. The typical two-story three-span subway station embedded in the sites of classes II and III is used as the prototype. 

The response spectra at the engineering bedrock is used as the target ones to develop six endurance time acceleration functions 

as the input motions for the nonlinear soil-structure interaction system. Using the results from the incremental dynamic analysis 

as the reference, the effects of time duration of the endurance time analysis on the seismic analysis of underground structures 

are significant. A formula to compute the optimal time duration based on the variations of earthquake ground motion energy 

measure, Arias intensity, with the target time is proposed and validated. It can be seen from the numerical results that endurance 

time acceleration functions with durations of 30 and 45 s are more favorable for the underground structures embedded in the 

sites of classes II and III, respectively. Moreover, the proposed formula for the optimal duration estimation is feasible for the 

seismic performance evaluation of underground structures in the above two site classes. The results from the endurance time 

analysis are more accurate when the total energy in the artificial endurance time acceleration function is close to the actual 

earthquake records. 
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0  引    言 
1995 年日本阪神地震中，大开地铁车站几乎完全

塌毁，是历史上首次记录到的大型地下结构遭受严重

震害的实例[1]；2008 年汶川特大地震中，成都市在建

的地铁车站遭受了不同程度的破坏[2]；2013 年中国的

庐山地震和 2016 年日本的熊本地震，均对山岭隧道造

成了严重破坏。这些震害清楚地表明，地下结构同样

面临着地震灾害的威胁，因此，近年来对地下结构开

展抗震性能评价成为土木工程领域和地震工程领域热

门的研究课题。基于性能的结构抗震设计（performance- 
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based seismic design，PBSD）要求结构能够在不同的

地震危险水准下满足不同的性能要求，进而对结构多

目标抗震性能提出需求[3]。目前，对地下结构常用的

抗震性能评价方法有拟静力分析方法，如地下结构

Pushover 法[4-6]和非线性动力时程分析方法，如增量动

力分析法[7]（increment dynamic analysis, IDA）、云分

析法[8]、多条带分析法[9]等。钟紫蓝等[10]总结了上述

两类方法存在的局限性，同时将耐震时程分析法

（endurance time analysis, ETA）引入到地下结构抗震

性能评价中来，以大开地铁车站为原型，验证了该方

法在地下结构抗震性能评价中的适用性与精度，为地

下结构抗震性能快速评价提供了新思路。 
耐震时程分析法的关键在于根据预先定义的目标

反应谱构造一条随着持时增加而地震动强度不断增强

的加速度时程曲线（ endurance time acceleration 
function, ETAF）[11]，其构造函数[12]如下式所示： 

aT aC
Target

  )( () tS T t S T
t

 ,   ，        (1) 

式中，tTarget为目标时间点，t 为任一时间点，SaC(T)为
目标反应谱（通常为规范设计谱或者预先定义的地震

动反应谱），T 为结构的自振周期，SaT(T,t)为 0～t 时
刻所构造的 ETAF 反应谱。由式（1）可知，只需确定

目标时间点 tTarget和目标反应谱 SaC(T)，所构造的 0～t
时刻内的 ETAF 的加速度反应谱便与持时 t 成线性关

系。将式（1）转化为无约束优化问题，便可通过不断

迭代求解，构造一条较优的耐震时程曲线[10]。 
目标时间点 tTarget 是耐震时程曲线构造函数中较

为关键的参数，它的确定理论上应与结构的自振周期

以及代表性地震动持时有关[12]。刘向阳[13]以 4 种不同

层高的钢框架为研究对象，分析了持时长短对钢框架

结构耐震响应的影响，结果表明持时过长或较短均会

导致 ETA 结果与 IDA 基准结果离散度较大，且对于

不同层高的钢框架结构，持时为 45 s 的耐震时程曲线

分析结果，均具有较好的准确性与可靠性；Valamanesh
等[14]研究了耐震时程曲线的特征参数随目标时间点

的变化规律，通过与地震动特性进行差异对比，发现

在特定的目标时间段内 ETAF 与有效的地震动特征参

数之间存在较好的一致性。然而，现阶段针对 tTarget

的确定还未形成统一认识，钟紫蓝等[10]也指出，关于

目标时间点的确定有待进一步研究。 
本文在文献[10]的研究基础上，选取 15 条基岩场

地地震动记录，并基于基岩场地地震动反应谱生成

tTarget分别为 5，10，15，20，25，30 s 的 ETAFs 各 3
条，研究两种典型场地下持时长短对地铁车站耐震时

程分析结果的影响，并根据耐震时程的阿里亚斯强度

指标与目标时间点的变化规律，给出地下结构耐震时

程分析法持时的确定公式并进行验证。 

1  有限元模型建立 
1.1  计算模型与参数 

本文以南京某两层三跨地铁车站结构[15]为研究

对象，结构的横断面尺寸如图 1 所示。该地铁车站结

构的顶、底板的配筋率为 1.10%，中层隔板的配筋率

为 1.70%，左右侧墙配筋率为 0.65%，中柱配筋率为

1.0%。 

 

图 1 地铁车站横断面示意图 

Fig. 1 Cross-sectional details of subway station 

中国城市的地铁结构大多是在沉积土层中建造

的，地震动参数和场地条件对基岩地震动都具有不同

的放大效应，使得场地表现出不同的地震响应规律，

进而影响结构在地震下的反应。针对这一情况，本文

选取了两种典型场地条件，土层厚度均为 60 m，地下

结构埋深为 10 m。表 1，2 分别给出了两类场地的土

层划分及物理参数，两类场地均是由砂性土和黏性土

组成，按照中国《建筑抗震设计规范》(GB50011—
2010)[16]对工程场地的划分标准，所选两类场地的等效

剪切波速分别为 251，147 m/s，分别属于 II 类与 III
类工程场地。 
1.2  有限元模型建立 

基于文献[10]已验证的建模分析方法，本文在

OpenSees 有限元软件中建立二维的土-地下结构相互

作用分析模型，如图 2 所示，模型宽度为 120 m，场

地高度取至距地表为 60 m 的工程基岩面。地铁车站

为典型的钢筋混凝土结构，采用 C30 等级混凝土，钢

筋及混凝土材料参数及本构模型参见文献[10]。周围

土场采用四节点平面应变单元模拟，土体材料均采用

多屈服面弹塑性材料：砂性土为 Pressure depend multi 
yield 材料，其屈服面是 Drucker-Prager 本构模型[17]；

黏性土为 Pressure independ multi yield 材料，其屈服面

是内嵌的 Von Mises 本构模型[18]。模型在初始地应力

平衡后，再进行动力时程分析。 
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表 1 Ⅱ类场地土层物理参数表 

Table 1 Physical parameters of site class II soil 

土层 类别 厚度 
/m 

密度 ρ 
/(t·m-3) 

剪切波速 Vs  
/(m·s-1) 

黏聚力 c 
/kPa 

摩擦角 φ 
/(°) 

 

1 人工填土  4.0 1.90 180 20.0 12.0 
2 粉质黏土  4.0 1.90 230 30.0 20.0 
3 细中砂 17.0 2.00 300  1.0 35.0 
4 细粉砂 15.0 2.00 320  1.0 35.0 

5 粗砂 20.0 2.23 380  1.0 35.0 

表 2 Ⅲ类场地土层物理参数表 

 Table 2 Physical parameters of site class III soil 

土层 类别 厚度 
/m 

密度 ρ 
/(t·m-3) 

剪切波速 
Vs/(m·s-1) 

黏聚力 c 
/kPa 

摩擦角 φ 
/(°) 

 

1 淤泥质土  5.5 1.90 120 13.5 12.0 

2 淤泥 
粉质黏土 16.5 1.90 160 15.0 12.0 

3 粉细砂 17.0 1.90 205  1.0 35.0 

4 黏土 21.0 2.02 263 20.0 20.0 

 

图 2 地铁车站二维整体有限元模型示意图 

Fig. 2 2D finite element model for soil-underground structure 

2  地震动记录的筛选与生成 
2.1  基岩场地地震动记录筛选 

本文基于美国ASCE规范[19]依据剪切波速对场地

类型的划分，在美国太平洋强震数据库中筛选了 15
条露头基岩场地的地震动（ground motion，GM），根

据 8 度设防规定将所选 15 条天然地震动调幅至 0.4g，
计算所选地震动的反应谱及其均值反应谱如图 3 所

示。对所选的露头基岩地震动的 PGA 先进行幅值折

半，后按比例进行调幅以进行 IDA 分析，调幅范围为

0～0.8g，增幅为 0.05g，每条地震动共缩放 16 次，经

调幅的地震动由模型底部下卧工程基岩处进行输入，

如图 2 所示。 
2.2  不同持时的 ETAFs 生成 

本文基岩场地地震动的均值反应谱作为预先定义 

图 3 基岩场地地震动加速度反应谱(ξ=5%) 

Fig. 3 Elastic acceleration response spectra of bedrock  

earthquake records (ξ=5%) 

的目标反应谱 SaC(T)，利用地震动信号处理程序

EQSignal[20-21]生成持时分别为 15，30，45，60，75，
90 s 的 6 种 ETAFs 各 3 条，tTarget分别为 5，10，15，
20，25，30 s。由于版面有限，仅取持时为 15，45，
75 s 其中一条作为展示，如图 4 所示，所生成的 ETAFs
在各目标时间段内的反应谱与目标谱吻合良好，表明

所生成的 ETAFs 具有足够的精度。 

   

（a）ETAF_15 s_1 
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（b）ETAF_45 s_1 

   
（c）ETAF_75 s_1 

图 4 基于基岩地震动反应谱的不同持时耐震时程曲线示意图 

Fig. 4 Different durations of ETAFs based on response spectra of  

bedrock 

本文为研究持时对地下结构 ETA 分析结果的影

响，选择考虑地震动持时的 Arias 强度指标 IA作为表

征物理量[22]，其定义为 
d 2

A 0

π ( )d
2

t
I a t t

g
    ，            (2) 

式中，td 为总持时，IA 可以有效反映地震动的滞回能

量。对不同持时 ETAFs 进行参数统计，如表 3 所示，

无论是在全时程内还是在 0～1 倍目标时间区段内，不

同持时的 ETAFs 的 PGA 基本处于同一水准，相差较

小，但是随着持时的增加，所构造的耐震时程曲线的

Arias 强度 IA值不断增大。 
表 3 不同持时耐震加速度时程参数 

Table 3 Parameters of different durations of ETAFs 

参数 15 s 30 s 45 s 60 s 75 s 90 s 

全时程 PGA 1.16 1.24 1.26 1.24 1.25 1.21 

0~tTarget间 PGA 0.41 0.37 0.42 0.39 0.40 0.39 

全时程 IA值 2.07 3.32 4.79 5.90 6.61 7.32 

0~tTarget间 IA值 0.11 0.16 0.21 0.25 0.29 0.32 

3  持时对 ETA 结果影响 
3.1  ETA 分析结果 

为与 IDA 结果进行对比，本文根据式（3）提取

结构上、下两层地震响应的最大峰值层间位移角

（interstory drift ratio, IDR）作为地铁车站结构地震响

应指标，选择工程基岩面处输入地震动的峰值加速度

PGA 作为地震动强度指标（intensity measure, IM）[23]。

通过式（4），（5）分别计算车站结构 IDR 的耐震响应

和耐震时程曲线的加速度的累积最大值，以 PGA 为纵

坐标，以 IDRmax 为横坐标，得到 ETA 分析的地下结

构性能曲线，如图 5 所示，随着输入地震动强度的增

大，地下结构 IDR 呈阶梯型增加；为消除这种阶梯特

性的影响，对其进行平滑处理，最终 ETA 分析结果取

3 次耐震分析的平均值，并与 IDA 基准结果进行对比，

如图中红线与黑线所示。由图 5 可知，在 II 类场地中，

持时为 45 s 的 ETA 结果与 IDA 基准结果趋势一致，

吻合较好。 

maxIDR MAX (IDR )     (i i 上层、下层) ， (3) 

EDP( ) MAX EDP( )      ( [0, ])t t     ，   (4) 
IM( ) MAX ( )          ( [0, ])t a t     。   (5) 

图 5 II类场地中 ETA 结果(t=45 s) 
Fig. 5 Results of ETAs in site class II (t=45 s) 

将两类场地中不同持时的 ETA 结果均值与 IDA
均值进行对比，如图 6 所示。由图可知，持时不同的 

图 6 不同持时的 ETA 结果与 IDA 结果对比 

Fig. 6 Comparison between ETA results at different durations  

and IDA results 
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ETA 分析结果与 IDA 基准曲线之间差异明显，特别是

在 III 类工程场地中，其中持时为 45 s 的 ETA 结果与

IDA 结果吻合较好，而采用其他持时的 ETAF 作输入

时，分析结果与 IDA 结果差异较明显。 
为一进步直观评价不同持时的 ETA 结果与 IDA

结果吻合情况，对二者的均值曲线进行插值取点，即

提取相同 PGA 下的 ETA 数据与 IDA 数据，以 IDA
数据作为横坐标，以 ETA 数据为纵坐标，进行散点绘

制和直线拟合，如图 7 所示。线性拟合系数 b 可以较

直观反应不同地震强度下 ETA 结果与 IDA 结果整体

吻合度，b 值越接近于 1.0，表明二者结果相当，ETA
可以较好的替代 IDA；b 值小于 1.0，表明 ETA 低估

了结构的地震响应，结果偏于危险；b 值大于 1.0，表

明 ETA 高估了结构的地震响应，结果偏于安全。引入

均方根误差 可以反映 ETA 数据偏离 IDA 基准数据

的程度， 越小，表示二者吻合精度越高， 的计算

如下式所示：  

2

1
(ETA IDA )

N

i i
i

N
 





  ，      (6) 

式中，N 为插值取点次数。 

 

 

图 7 不同持时的 ETA 结果与 IDA 结果相关性拟合 

Fig. 7 Correlation between ETA at different durations and  

IDA results 

将两类场地中不同持时的评价参数汇总，见表 4。

为综合考虑斜率 b 与均方根误差 对评价结果的影

响，本文提出效率指标 ξ，计算如下式所示： 
(1 )b      ，            (7) 

效率指标 值越小，一定程度上代表了该持时的 ETA
结果与 IDA 结果吻合越好。由统计结果可知，II 类场

地中较优持时为 30 s；III 类场地中持时为 45 s 的 ETA
结果的效率指标最小，与 IDA 基准曲线吻合最好。 

表 4 不同持时 ETA 结果与 IDA 结果拟合参数汇总 

Table 4 Summary of fitting parameters of ETA results at different  

durations and IDA results  

参数  场地 15 s 30 s 45 s 60 s 75 s 90 s 

斜率 

b 

II 0.942 1.0290 0.9730 1.040 1.182 1.234 

III 1.085 1.1800 0.9730 1.456 1.166 1.436 

均方

根 σ 

II 0.109 0.0740 0.0940 0.082 0.170 0.163 

III 0.350 0.3730 0.1990 0.947 0.963 0.983 

效率 

ξ 

II 0.006 0.0021 0.0030 0.003 0.031 0.038 

III 0.030 0.0670 0.0054 0.431 0.160 0.428 

3.2  持时公式拟合 

由表 3 可知，在 0 到 1 倍 tTarget区间内，不同持时

的 ETAFs 的 PGA 处于同一水准，约为 0.40g，但随着

持时的增加，其 IA值也逐渐增加，二者存在一定的正

相关关系。将不同持时的 tTarget 与 IA 值变化规律进行

公式拟合，IA值与目标时间点成指数分布，见下式所

示： 
1.64

Target A195.41( )t I   ，          (8) 

拟合优度 R2为 0.97，表明拟合的公式与数据点之间具

有较好的相关性，如图 8 所示。 

 

图 8 数据点分布与公式拟合 

Fig. 8 Distribution data points and formula fitting 

3.3  持时公式验证 

统计所选 15条天然地震动在峰值 0.40g下的平均

IA值约为 0.195 g·s，位于目标时间点 10～15 s，推断

在目标时间点 10～15 s 存在最优目标时间点。基于式

（8）可求得对应 ETAFs 的目标时间点 tTarget约为 13 s，
由此生成 3 条总持时为 39 s 的 ETAFs，图 9 展示了其
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中一条 ETAF 及其在各目标时间段内的反应谱。 

 

 

图 9 持时为 39 s 的耐震时程曲线及其反应谱 

Fig. 9 ETAF at duration of 39 s and its response spectra 

将构造的 3条持时为 39 s的ETAFs作为工程基岩

处地震动进行输入，得到 39 s 的 ETA 分析结果与 IDA
结果如图 10 所示，并对二者性能曲线进行参数评价，

由结果可知，在 II 类场地中，持时为 39 s 的 ETA 结

果效率指标 ξ 为 0.0017，比持时为 30 s 的效率指标缩

小了约 19%；在 III 类场地中，该持时的效率指标 ξ
为 0.0049，与持时为 45 s 的效率指标较为接近，缩小

了约 9%。由斜率 b 值（b>1.0）可知，在两类场地中，

持时为 39 s 的 ETA 评价结果也更加安全。因此，本

文所拟合的目标时间点确定公式具有一定的准确性和

适用性。 

 

 

 

图 10 持时为 39 s 的 ETA 结果与 IDA 结果对比 

Fig. 10 Comparison between ETA and IDA results (t=39 s) 

4  结    论 
本文在 ETA 对地下结构抗震性能评价的基础上，

针对 ETAFs 的持时确定展开研究，以两类场地中的两

层三跨地铁车站为研究对象，生成不同持时的ETAFs，
根据各持时 ETAFs 的阿里亚斯强度值与目标时间点

的变化规律，给出地下结构耐震时程分析法持时的确

定公式并进行验证，得到如下结论： 
（1）耐震时程分析方法能以较少的非线性分析次

数和较小的误差达到评价地下结构峰值地震响应的目

的，为地下结构抗震性能分析、预测和评价提供了一

种高效率方法。 
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（2）耐震加速度时程曲线的持时长短对地下结构

ETA 分析结果存在影响，Ⅱ类场地中较优持时为 30 s，
Ⅲ类场地中较优持时为 45 s。 

（3）依据阿里亚斯强度 IA 值随目标时间点变化

的分布规律，给出的目标时间点的确定公式对于Ⅱ类

和Ⅲ类场地中地下结构抗震性能评价具有一定的准确

性和适用性；当耐震时程曲线在目标时间点处的能量

值与天然地震动的能量值接近时，ETA 分析结果较为

准确。 
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赤泥渗滤液对改性 GCL 防渗性能的影响 
傅贤雷，杜延军，尤星源，杨玉玲

*
，姜哲元 

(东南大学岩土工程研究所，江苏 南京 211189) 

摘  要：旨在评价商用土工合成材料黏土衬垫（GCL）用于阻隔赤泥渗滤液的有效性。赤泥渗滤液作用下 GCL 的防渗

特性是评价其防污性能的关键因素。以商用改性 GCL 中膨润土为研究对象，通过自由膨胀试验，研究了 4 种赤泥渗滤

液中膨润土的自由膨胀指数。以商用改性 GCL 为研究对象，通过改进滤失试验，研究了 4 种赤泥渗滤液作为渗透液作

用下 GCL 渗透系数的变化规律，评价了预水化作用对渗透系数的影响。研究还采用清洁自来水作为 GCL 的渗透液作

为对照。结果表明，随着离子强度的增加，改性 GCL 中的膨润土自由膨胀指数随之减小。预水化处理改性 GCL 的渗

透系数相较于未预水化处理试样降低了 5 倍左右。在实际工程应用中，建议采用自来水预水化处理 GCL，以此充分发

挥其防渗性能。随着改进滤失试验中施加气压的增大，不同赤泥渗滤液作用下的改性 GCL 渗透系数均下降。随着离子

强度和一价二价离子摩尔数比的增加，改性 GCL 的渗透系数随之增大。随着膨润土自由膨胀指数的增加，改性 GCL
的渗透系数随之减小。与自来水渗透情况相比，赤泥渗滤液渗透作用下，改性 GCL 渗透系数增大 4.35～12.0 倍。 
关键词：改性土工合成材料黏土衬垫；赤泥；预水化；渗透特性；离子强度；一价二价离子摩尔数比 
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Influences of red mud leachates on hydraulic performance of a modified   
geosynthetic clay liner 

FU Xian-lei, DU Yan-jun, YOU Xing-yuan, YANG Yu-ling, JIANG Zhe-yuan 
(Institute of Geotechnical Engineering, Southeast University, Nanjing 211189, China) 

Abstract: The effectiveness of a commercial modified geosynthetic clay liner (GCL) for the containment of the red mud 

leachates is investigated. The hydraulic conductivity (k) of GCL permeated with red mud leachate is an important index 

reflecting its containment performance. A series of free swell tests are conducted to evaluate the free swell index (FSI) of 

bentonite of the GCL in four types of red mud leachates. A series of modified fluid loss tests are conducted to evaluate k of the 

GCL using four types of red mud leachates as permeating liquids. The clean tap water is tested as a benchmark for comparison 

purpose. The influence of prehydration methods on k of the GCL sample are assessed. The results indicate that the FSI 

decreases with the increasing ionic strength (I). The k of non-prehydrated GCL is about 5 times that of the prehydrated GCL. 

The prehydration of GCL with tap water is suggested to achieve superior hydraulic performance exposed to the red mud 

leachate. The results show that k decreases slightly with the increasing air pressure and FSI, while it increases with the 

increasing I and relative abundance of monovalent and divalent cations (RMD). In the tested red much leachates, the hydraulic 

conductivity ratio (k in red mud leachate to that in tap water) of the GCL is found to vary within 4.35 to 12.0. 

Key words: modified GCL; red mud; prehydration; hydraulic performance; ionic strength; RMD

0  引    言 
赤泥是由铝土矿生产氧化铝过程中排放的强碱

性颗粒型废弃物，每生产 1 吨氧化铝约产生 1.5 吨赤

泥[1]。作为铝工业大国，中国氧化铝产量占全世界总

量的 1/3 以上[2]，由此产生的赤泥主要以堆存方式处

理，目前累积堆存量已达到 5 亿吨[3]。赤泥属于第Ⅱ

类一般工业固体废物，但其长期堆存将产生大量强碱

性的赤泥渗滤液（pH 值可达 12.1～13.0）[4]，若渗入

地下会对赤泥堆场的地基土产生腐蚀，从而影响地基

土的强度，最终影响赤泥堆场的安全，而且渗滤液会
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污染地下水，对周边环境和人体健康造成严重威胁[5]。

因此，有必要对赤泥渗滤液进行有效的防渗阻隔，以

提高赤泥堆场的环境安全性。 
根据《干法赤泥堆场设计规范》（GB50986—2014）[6]

的要求，赤泥堆场的底部防渗层主要采用高密度聚乙

烯土工膜，但是土工膜不可避免地存在破损缺陷，极大

程度地削弱了其防渗截污性能。根据 Rowe 的研究[7]，

这些破损可能来自于以下几个方面：①土工膜生产安

装运输过程破损（常见）；②土工膜现场铺设过程破损

（最常见）；③上部材料（本文中为赤泥）对土工膜的

长期作用导致破损；④长期服役期间由于应力拉伸开

裂破损。而且在铺设过程中由于大气热辐射的影响土

工膜不可避免地出现褶皱，褶皱的长度及连通都会导

致土工膜破损处的渗漏量及渗漏范围大幅增加[7]。因

此寻求潜在的防渗材料具有重要意义。土工合成材料

黏土衬垫（GCL）作为一种防渗土工复合材料，因为

其防渗阻隔效果优越、施工周期短、难度低，在各类

阻隔工程中应用越来越广泛[8]。例如，现代垃圾卫生

填埋场中，GCL 已经被广泛应用于底部防渗衬垫系统

及顶部覆盖系统[9]。在污染场地中，GCL 作为底部防

渗衬垫也引起了诸多学者的关注。Bouazza 等[10]将

GCL 作为底部防渗衬垫应用于加油站的地下油罐防

渗系统，以有效防止油罐渗漏而污染地下水。

Mcwatters 等[11]将 GCL 应用于南极州凯西站的碳氢化

合物污染场地的底部防渗系统，发现其在极端环境下

依然保持着良好的防渗性能。Kalinovich 等 [12-13]将

GCL 应用在加拿大北极多氯联苯有机污染土的底部

防渗阻隔工程中，以防止有机污染物向下迁移污染地

下水。 
赤泥堆场防渗层中，当土工膜支持层缺乏细粒土

时，GCL 亦被要求用作膜料的保护层[6]。值得注意的

是，由于赤泥渗滤液富含高浓度阳离子以及高 pH 值

的特点，普通 GCL 用于阻隔赤泥渗滤液时其化学相容

性较差，防渗性能容易发生劣化。Ruhl 等[14]通过柔性

壁渗透试验发现强碱溶液（pH=13）作用下 GCL 具有

良好的缓冲能力，但其防渗性有一定程度的下降。

Chen 等[15]、Tian 等[16]采用柔性壁渗透试验，针对 GCL
在赤泥渗滤液作用下的防渗特性进行了研究，发现改

性 GCL 比普通 GCL 表现出更低的渗透系数。因此，

采用改性措施有望克服 GCL 化学相容性差的问题，提

高其防渗性能。现今市场上虽然已研发出多种商用改

性 GCL，如美国 CETCO 公司的抗酸碱改性 GCL，但

并没有用于赤泥堆场底部防渗的专属 GCL，这些商用

改性 GCL 在赤泥渗滤液作用下的防渗性能尚未进行

研究。因此，有必要开展中国赤泥堆场渗滤液作用下

商用改性 GCL 防渗性能的研究。 
实验室内一般采用柔性壁渗透试验对阻隔材料的

渗透特性进行评价，涉及污染液渗透时，要求进、出

试样的测试液达到化学平衡状态，这导致试验耗时较

长[17]。因此，通过改进滤失试验快速评价土样的渗透

特性的方法逐渐被广大学者接受。Filtz 等[18]证明了

API 标准滤失仪评估砂-膨润土混合泥浆渗透特性的

可行性。Rico 等[19]基于改进滤失试验评估了砂-膨润

土试样的渗透特性。Du 等[20]采用改进滤失试验评估

了聚合物改性膨润土材料的渗透特性。范日东等[21]

基于改进滤失试验研究了重金属污染膨润土的渗透特

性。Fan 等[22]采用改进滤失试验对改性膨润土的化学

相容性进行了研究。这些研究表明改进滤失试验在快速

评定土-膨润土材料渗透系数方面表现良好。Liu 等[17]

采用改性滤失试验测定了 GCL 中的膨润土在尾矿库

渗滤液作用下的渗透系数，并与柔性壁渗透试验结果

作了对比，发现在低离子浓度下，改性滤失试验可以

作为渗透系数的快速测定方法。但是，基于改进滤失

试验快速评价 GCL 在赤泥渗滤液作用下的渗透特性

研究还较少报道。 
本文采用改进滤失试验定量地评价了一种商用抗

酸碱改性GCL在4种赤泥渗滤液作用下的防渗性能以

及预水化作用对 GCL 防渗性能的影响。研究成果对中

国赤泥堆场防渗层专属改性 GCL 的研发和应用具有

参考作用。 

1  试验材料和方法 
1.1  GCL 

试验用 GCL 由美国 CETCO 子公司-捷高科技（苏

州）有限公司提供，型号为 Resistex。该产品是一种

采用针织法制得的抗酸碱改性 GCL，总厚度约为 7 
mm；上下侧为土工织物，厚度约为 1.0～1.5 mm；中间

为改性膨润土，GCL 的单位面积质量为 4 kg/m2。其中，

改性膨润土为颗粒状，基本物理化学特性见表 1。 
1.2  测试溶液 

试验用赤泥渗滤液为取自山西原平赤泥堆场的两

组渗滤液（记为 RML#1 和 RML#2）和山西阳泉赤泥

堆场的两组渗滤液（记为 RML#3 和 RML#4）。表 2 总

结了 4 种赤泥渗滤液的相关化学特性，可以发现 4 种

赤泥渗滤液均为高 pH 值液体，且离子强度（I）和一

价二价离子摩尔数比（RMD）存在明显不同。研究表

明[26]离子强度 I 和一价二价离子摩尔数比 RMD 显著

影响 GCL 防渗性能。其中，离子强度 I 计算公式如式

（1）所示，其综合考虑了赤泥渗滤液中阳离子的浓度
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及相应的离子化合价[27-28]；一价二价离子摩尔数比

RMD 计算公式如式（2）所示。 
2

1

1I
2

n

i i
i

c Z


     ，             (1) 

MC

DC

RMD
M
M

   ，            (2) 

式中，ci 为第 i 种阳离子浓度（mmol/L），Zi 为第 i
种阳离子化合价，MMC为一价阳离子浓度（mmol/L），

MDC为二价阳离子浓度（mmol/L）。 
表 1 GCL 中膨润土的基本物理化学特性 

Table 1 Physical and chemical properties of bentonite in GCL 
指标 参数 测试标准或方法 

相对质量密度 Gs 2.63 

《公路土工试验规

程》（JTG 
3430—2020）[23] 

孔隙比 e 1.70 
天然含水率 w/% 7 
黏粒含量/% 58 
细粒含量/% 100 
砂粒含量/% 0 
液限 Lw /% 431 
塑限 Pw /% 53 
塑性指数 PI  378 

pH 9.53 ASTM D4972[24] 
比表面积/(m2·g-1) 345 文献[25] 

表 2 赤泥渗滤液的化学特性 

Table 2 Chemical properties of red mud leachates 
指标 RML#1 RML#2 RML#3 RML#4 

EC/(mS·cm-1) 81.8 32.6 33.8 16.4 
pH 12.85 12.88 12.56 12.58 

I/(mmol·L-1) 473 284 213 131 
RMD/(mmol·L-1)1/2 3438 1879 1198 1222 

钠/(mmol·L-1) 220 451 211 83 
钾/(mmol·L-1) 42 36 8 8 
钙/(mmol·L-1) 0.0058 0.0658 0.0334 0.0055 
镁/(mmol·L-1) 0.0031 ＜0.0001 0.0038 ＜0.0001 
铁/(mmol·L-1) 0.0047 0.0001 0.0001 0.0001 
铝/(mmol·L-1) 76 9 23 19 

硫酸盐/(mmol·L-1) 436 588 397 162 
硝酸盐/(mg·L-1)a 14.8 29.5 8.61 4.73 
氯化物/(mg·L-1) 174 172 150 75 

总硬度 b 18 9 6 8 

注：EC为电导率；a 以氮含量计算；b以碳酸钙含量计算。 
工程应用中通常需要对 GCL 进行预水化处理。研

究表明[28]，预水化作用对 GCL 的渗透系数具有显著

影响：经去离子水预水化后，GCL 渗透系数比未经预

水化处理试样降低一个数量级以上；而在实际工程施

工中，往往采用自来水或者当地的地下水对 GCL 进行

预水化处理。为模拟实际应用工况，本文选用江苏省

某化工厂区污染场地地下水（pH=8.12，电导率（EC）
=905 μS/cm）、去离子水（pH=6.78，EC=0.01 μS/cm）、

自来水（pH=7.29，EC=143.7 μS/cm）作为预水化液体，

对比不同类型预水化液体对 GCL 渗透系数的影响。地

下水的主要化学成分如表 3 所示，可以发现该地下水 
各检测指标皆低于地下水质量标准（GB/T 14848—
2017）[29]中 IV 类地下水限定值，根据污染地块地下

水修复和风险管控技术导则（HJ 25.6—2019）[30]，无

需启动风险评估或修复或风险管控。 
表 3 工业污染场地地下水的主要化学成分 

Table 3 Main chemical composition of groundwater in  

.contaminated site 

指标 浓度/(mg·L-1) 
IV 类地下水限定值

/(mg·L-1) 
铅 0.0026 0.10 
砷 0.0033 0.05 

四价铬 0.036 0.10 
氨氮 1.16 1.50 

氯化物 321 350 
氟化物 0.91 2.0 

硫酸根离子 72 350 
高锰酸根离子 1.48 10 

1.3  试验方法 

（1）自由膨胀试验 
将改性 GCL 试样中的膨润土取出，并研磨过 200

目筛（0.075 mm），然后置于 105℃烘箱 24 h 后称取 2 
g 进行自由膨胀试验。改性 GCL 试样中的膨润土材料

的自由膨胀试验参照 ASTM D5890 [31]进行。试验采用

去离子水及上述 4 种赤泥渗滤液，取约 90 mL 溶液倒

入 100 mL 量筒内，为了确保膨润土在溶液中充分水

化，每次取约 0.1 g 膨润土加入量筒内的溶液中，待 2 
g 膨润土完全加入后，用少量溶液冲洗量筒侧壁以冲

去附着在内壁上的膨润土，并将量筒内溶液加至 100 
mL，静置 24 h 后，记录量筒内膨润土体积读数。每

种溶液的自由膨胀试验的平行样为 3 组。 
（2）改进滤失试验 
本文采用 API 标准滤失仪进行改进滤失试验，对

GCL 在不同赤泥渗滤液作用下的防渗性能进行研究。

改进滤失试验测定GCL试样渗透系数的示意图如图 1
所示。首先，将 GCL 试样裁剪为直径为 76.2 mm 的

圆形试样，为防止膨润土颗粒散落，在裁剪的同时沿

GCL 试样边缘膨润土暴露部位均匀滴加 2～3 滴去离

子水，以使膨润土湿润黏结。然后在滤失仪腔室内壁

涂抹凡士林，将透水石、GCL 试样、滤纸以及特制塑

料垫圈按图 1 顺序置于试验腔室内，完成腔室组装。

腔室由下述部件组成：塑料垫圈为 3D 打印特制，材

料为复合树脂，高 36 mm，内径 43 mm，外径 43.75 
mm，此垫圈能使 GCL 试样、透水石和滤纸等装填完

毕后，正好紧紧顶住腔室顶部和底部。实验中 GCL
的预水化过程包括如下步骤：向组装好的腔室内部注

满预水化液体（去离子水、自来水或地下水）后，将

腔室浸泡在饱和缸的预水化液体中，并在-85 kPa 的压
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力下真空放置 24 h。在上述 GCL 预水化完成后，用针

管将预水化液体自腔室中抽出，向腔室内部注入 120 
mL 赤泥渗滤液，并对腔室施加气压进行改进滤失试

验，以 35 kPa→56 kPa→112 kPa→224 kPa 逐级加压，

渗出液通过放置于腔室出液口处的量筒进行收集。 

图 1 改进滤失试验示意图 

Fig. 1 Illustration of modified fluid loss tests 

试验前后分别测定 GCL 试样高度及含水率，并对

每个气压下的 10 mL 渗出液的 pH、EC 以及浓度进行

测试。其中由于根据表 2 赤泥渗滤液的成分，以及考

虑到本试验更关注 GCL 中膨润土阳离子交换作用的

影响，由于该 GCL 中的膨润土为钠基膨润土，因此浓

度测试不考虑 Na+，仅针对 Al3+和 K+。EC 和 pH 值分

别根据规范 ASTM D1125[32]和 ASTM E70[33]，采用

Thermo Orion 4-Star 精密便携式 pH/离子浓度测量仪

测定。Al3+和 K+浓度采用赛默飞世尔科技有限公司制

造的 ICE3000 原子吸收分光光度计测定，测定前应通

过滴加浓硝酸将收集液的 pH 调至 2 以下。本文共进

行了 9 组试验，具体方案如表 4 所示。其中前 4 组试

验研究了不同预水化液体对 GCL 试样渗透系数的影

响，后 5 组试验研究了不同渗透液体（自来水、赤泥

渗滤液）对 GCL 防渗性能的影响。 
表 4 试验方案 

Table 4 Test schemes 

试样 
编号 

预水化液

体 
渗透液体 气压

P0/kPa 

平均上覆

有效应力
σave/kPa 

Y1 无 去离子水 

56, 112 28, 56 
Y2 去离子水 去离子水 
Y3 自来水 去离子水 
Y4 地下水 去离子水 
Z1 自来水 自来水 

35, 56, 
112, 224 

17.5, 28, 
56, 112 

Z2 自来水 RML#1 
Z3 自来水 RML#2 
Z4 自来水 RML#3 
Z5 自来水 RML#4 

1.4  渗透系数的计算 

本文基于文献[18，19]，对改进滤失试验中 GCL

的渗透系数计算进行了推导，达西定律如下： 
0 0MFL

w

d
d

P A P AkV K
t L L 
     ，     (3) 

式中，V 为渗出液体积（m3），t 为试验持续时间（s），
K 为固有渗透系数（m2），P0 为 GCL 试样所受气压

（kPa），A 为滤失仪腔室横截面积（m2），µ 为液体黏

度（kN/m3），L 为 GCL 试样的高度（m），kMFL为 GCL
试样的渗透系数（m/s）， w 为水的重度（kN/m3）。 

根据式（3）可得 GCL 试样的渗透系数为 

w
MFL

0

=
V L Vk
P At iAt


   ，         (4) 

式中，i 为水力梯度。 
试验过程中，膨润土单元的上覆有效应力 计算

如下[34]： 

0 1 xP
L

      
 
   ，           (5) 

式中，x 为该膨润土单元距离试样底部的距离（m）。 
为简化计算，平均有效上覆应力 ave  计算如下[18-19]： 

0
0

ave 0

1
0.5

L xL

L

P
L

P

  
  





  。   (6) 

GCL 试样中膨润土的孔隙比 e 计算公式如下： 

s w

s w

(1 )
1

G w
e

G



  


 

  ，           (7) 

式中，Gs 为膨润土的相对质量密度，w 为 GCL 试样

中膨润土的含水率（%）。 

2  试验结果及讨论 
图2为赤泥渗滤液作用下的改性GCL试样中膨润

土的自由膨胀指数（FSI）情况。改性 GCL 试样中的

膨润土在去离子水中的自由膨胀指数为 42 mL/2g，在

RML#1、RML#2、RML#3、RML#4 中的自由膨胀指数

分别为 14，17，19，23 mL/2g。相对去离子水，赤泥

渗滤液对膨润土的扩散双电层厚度的压制极为明显，

因此在赤泥渗滤液相对于在去离子水中膨润土的自由

膨胀指数更小。根据表 2 中的赤泥渗滤液离子强度可

以发现，随着赤泥渗滤液离子强度的增长，膨润土的

自由膨胀指数逐渐减小。 
表 5 为试验前后的 GCL 试样的基本参数情况。可

以发现，在预水化过程中，GCL 中的膨润土吸水膨胀，

含水率上升，试样的整体高度和平均孔隙比明显增加。

在去离子水中水化的 GCL 试样各参数增量最大。而在

改进滤失试验后，预水化 GCL 试样的高度、含水率及

平均孔隙比整体出现下降，这是由于试验过程中施加

气压在 GCL 试样上产生渗流固结压缩，导致 GCL 试
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样的各参数有所减小。在赤泥渗滤液作用下，GCL 试

样的各参数下降幅度显著，这是由于赤泥渗滤液压缩

了膨润土的扩散双电层，抑制了 GCL 试样的膨胀。 

 

图 2 不同赤泥渗滤液作用下的膨润土自由膨胀指数 

Fig. 2 FSI of bentonite in GCL with red mud leachates 

表 5 试验前后 GCL 的基本参数 

Table 5 Basic parameters of GCL before and after tests 
试样 
编号 

含水率 
w/% 

膨润土 
孔隙比 e 

试样高度
L/mm 

Y1a 7 1.70 7 
Y1b 16 1.85 7.41 
Y2a 33 2.12 9.53 
Y2b 29 2.06 9.17 
Y3a 33 2.12 9.48 
Y3b 28 2.05 9.06 
Y4a 32 2.12 9.41 
Y4b 28 2.05 9.05 
Z1b 23 1.96 8.71 
Z2b 17 1.87 8.11 
Z3b 20 1.91 8.31 
Z4b 21 1.92 8.35 
Z5b 21 1.92 8.46 

注：a 为进行改进滤失试验前测得的 GCL 参数；b 为进行改进

滤失试验后测得的 GCL 参数；平行样个数为 3，高度、含水率

各测试 3 次取平均值。 

图3反映了预水化过程对GCL试样渗透系数的影

响。由图 3 所示，预水化 GCL 的渗透系数相较于未预

水化处理的试样的渗透系数降低了 5 倍左右。因此在

实际工程应用中，建议进行预水化处理以充分发挥

GCL 的防渗性能。采用去离子水和自来水预水化后，

GCL 试样的渗透系数相近，均达到《生活垃圾卫生填

埋场防渗系统工程技术规范》（CJJ 113—2007）[35]中

GCL 的设计要求（k＜5×10-11 m/s）。而采用地下水预

水化后，GCL 试样的渗透系数略高于其他两种液体预

水化试样，未满足规范要求。这是由于本文所用的地

下水中存在丰富的多价阳离子，可与膨润土表面的低

价阳离子发生置换作用，压缩膨润土的扩散双电层，

导致渗透系数增大。因此，在实际工程中推荐使用自

来水对 GCL 进行预水化，若要采用地下水作为预水化

液体，需提前检测地下水成分，并进行相关试验分析。 

图 3 不同预水化液体对 GCL 渗透系数（k）的影响 

Fig. 3 Effects of different hydration liquid on hydraulic  

conductivity of GCL 

目前基于考虑化学平衡的渗透试验的终止准则有

ASTM D6766[36]和 ASTM D7100[37]。然而，研究表明[26]

当渗出液的电导率达到ASTM D6766[36]的试验终止条

件时，GCL 的渗透系数依然在增加，这意味着仅依据

ASTM D6766[36]的化学平衡条件（渗出液的电导率为

渗进液的±10%）不够充分。规范 ASTM D7100[37]相

对于规范 ASTM D6766[36]提出了更为严苛的要求，不

仅需要渗出液/渗进液间达化学平衡状态，即渗出液的

电导率为渗进液的±10%，而且要求渗出液的离子浓

度、pH 值均在渗进液相应参数的±10%范围内，且随

时间增长无明显上升或下降趋势。由于现今没有判断

改进滤失试验中 GCL 化学平衡的规范，因此本文采用

更为严苛的 ASTM D7100[37]，通过测量进、出液的 pH、

电导率、Al3+和 K+浓度作为判断在赤泥渗滤液作用下

GCL 的改进滤失试验达到化学平衡的依据。图 4 为赤

泥渗滤液作用下渗出、进液的 pH 比值、电导率、Al3+

浓度比值和 K+浓度比值随气压 P0 变化的关系。可以

发现，在不同的气压下，所有渗透试验的进、出液的

pH 比值、电导率及 Al3+浓度比值和 K+浓度比值都在

0.9～1.1 之间（即 0.9 ≤ pHout/pHin，ECout/ECin，cout/cin 

≤ 1.1）。根据规范 ASTM D7100[34]，该结果可视为试

样达到化学平衡状态。 
图5为不同赤泥渗滤液作用下GCL试样渗透系数

随气压变化关系。如图 5 所示，随着气压的增大，各

GCL 试样渗透系数均有所下降，这是由于 GCL 试样 
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图 4 赤泥渗滤液作用下渗出、进液的 pH 比值、电导率、Al3+ 

  .浓度比值和 K+浓度比值 

Fig. 4 pH, electrical conductivity and concentration equilibrium  

 status of outflow and inflow with red mud leachates 

图 5 GCL 的渗透系数（k）随气压（P0）变化关系 
Fig. 5 Relationship between hydraulic conductivity of GCL and air  

pressure 

中的膨润土在气压的作用下产生压缩固结，导致孔隙

比下降，供渗滤液流动的孔隙通道变窄，进而导致

GCL 试样的渗透系数轻微下降。此外，在 4 种赤泥渗

滤液作用下，GCL 试样的渗透系数均高于自来水渗透

情况，这表明赤泥渗滤液导致 GCL 防渗性能出现了不

同程度的下降。 
图 6 为不同气压作用下赤泥渗滤液的离子强度与

一价二价离子摩尔数比和 GCL 试样渗透系数的关系。

赤泥渗滤液中的金属阳离子对 GCL 试样的渗透系数

影响显著，随着离子强度和一价二价离子摩尔数比的

增加，GCL 试样的渗透系数随之增大。图 6 表明赤泥

渗滤液中的离子浓度及离子种类会对 GCL 试样的渗

透性能产生显著的影响。上述现象可以通过 Gouy- 
Chapman 扩散双电层理论[38]来解释，式（8）为扩散

双电层厚度（1/κ）的计算公式。根据式（8）可以发

现膨润土孔隙溶液中阳离子价和阳离子浓度呈反比。随

着膨润土中孔隙溶液的阳离子浓度和阳离子价的增加，

膨润土的扩散双电层厚度减小，导致膨润土中的孔隙尺

寸增大，渗流通道增大，渗透系数随之增大[39-40]。 
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式中，κ 为双电层系数，ε0为静态介电常数，D 为介

电常数，kB为波兹曼（Boltzmann）常数（1.38×10-23 
J/K），T 为凯尔文绝对温度（K），n0为中轴线处离子

浓度（mmol/L），E 为基本电荷单位（4.8×10-10 esu），
v 为离子价。 

图 6 不同赤泥渗滤液作用下 GCL 的渗透系数（k）随离子强度 
（I）及一价二价离子摩尔数比（RMD）变化关系 

Fig. 6 Relationship between hydraulic conductivity of GCL and I  

or RMD 

图 7 为改性 GCL 中膨润土自由膨胀指数与 GCL
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渗透系数的关系。由图可见，随着 GCL 中膨润土自由

膨胀指数的增加，GCL 的渗透系数逐渐减小，自由膨

胀指数和渗透系数存在明显的负相关关系。图 8 为膨

润土自由膨胀指数、224 kPa 气压作用下的 GCL 渗透

系数及改进滤失试验后膨润土孔隙比之间的关系图。

从图 8 中 x–y 平面可以发现，随着膨润土自由膨胀指

数的增加，改进滤失试验后膨润土的孔隙比逐渐减小。

从 x–z 平面可以发现，随着膨润土孔隙比增加，GCL
渗透系数反而随之减小。这是由于当气压为 224 kPa
（根据式（5）可得上覆有效应力为 112 kPa）时，赤

泥渗滤液对 GCL 中膨润土的化学影响依然显著。离子

交换作用使膨润土颗粒表面的 Na+被其他阳离子（如

Al3+和 K+）所替代，赤泥渗滤液离子强度和阳离子价

态越高，膨润土颗粒扩散双电层厚度越小，导致膨润

土团聚体的有效孔隙比越大[41]。因此，即使如图 8 所

示，RML#1 作用下膨润土孔隙比最小，但是其有效孔

隙比最大，导致其渗透系数最大。 

图 7 GCL 中膨润土自由膨胀指数和 GCL 渗透系数的关系 

Fig. 7 Relationship between k of GCL and FSI of bentonite 

图 8 自由膨胀指数、孔隙比及渗透系数的关系 

Fig. 8 Relationship among FSI, e and k 

图9为不同赤泥渗滤液作用下GCL试样的渗透系

数比 kc/kw（赤泥渗滤液作用下的渗透系数 kc与去离子

水作用下的渗透系数 kw的比值）随离子强度及一价二

价离子摩尔数比变化关系。本文采用渗透系数比定量

评价各赤泥渗滤液作用下 GCL 试样的化学相容性。可

以发现，随着离子强度及一价二价离子摩尔数比的上

升，GCL 的渗透系数比逐渐增大。在不同赤泥渗滤液

作用下，渗透系数比约为 4.35～12.0。 

图 9 不同赤泥渗滤液作用下 GCL 的渗透系数比（kc/kw）随离 

    子强度（Ⅰ）及一价二价离子摩尔数比（RMD）变化关系 

Fig. 9 Relationship between kc/kw of GCL and I or RMD 

3  结    论 
本文基于改进滤失试验，研究了赤泥渗滤液作用

下商用抗酸碱改性 GCL 的防渗性能。主要得到以下结

论： 
（1）去离子水中改性 GCL 中的膨润土自由膨胀

指数大于赤泥渗滤液作用下的膨润土自由膨胀指数。

随着赤泥渗滤液离子强度的增加，膨润土自由膨胀指

数逐渐下降。 
（2）预水化处理改性 GCL 的渗透系数相较于未

预水化处理的试样的渗透系数降低了 5 倍左右，采用

地下水预水化的 GCL 的渗透系数略高于去离子水和

自来水预水化的试样，未满足规范要求。因此在实际

工程应用中，建议进行采用自来水预水化处理 GCL 
以完全发挥其防渗性能。 

（3）GCL 在不同赤泥渗滤液作用下的渗透系数

均高于自来水作用下的渗透系数。随着气压的增大，

不同赤泥渗滤液作用下的 GCL 渗透系数均有所下降。 
（4）赤泥渗滤液中的金属阳离子对 GCL 的渗透

系数影响显著，随着离子强度和一价二价离子摩尔数
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比的增加，GCL 的渗透系数随之增大。随着 GCL 中

膨润土膨胀指数的增加，GCL 的渗透系数逐渐减小。 
（5）渗透系数比随着离子强度及一价二价离子摩

尔数比的增大而逐渐增大。在不同赤泥渗滤液作用下，

渗透系数比约为 4.35～12.0。 
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排水管堵塞引起的高铁隧道结构变形与 
渗流场特征模拟试验研究 

李林毅，阳军生
*
，高  超，王树英，王子建，相懋龙 

（中南大学土木工程学院，湖南 长沙 410075） 

摘  要：基于 3D 打印技术构建了高铁隧道结构及排水系统设施精细模型，提出了切实可行的隧道堵管模拟方法及模拟

装置，依托典型病害案例开展了堵管病害相似模型模拟试验，探讨了在不同堵管条件、不同地层水头下隧道渗流场（隧

道排水量、结构外水压力）及结构位移量的变化规律特征。研究结果表明：随堵塞程度加深，隧道排水量呈现先慢后

快型下降趋势，具体为排水管堵塞率为 50%前隧道排水量下降幅度较小，而堵塞率达 50%后隧道排水量骤减直至不排

水；底部结构隆起位移存在“隧底>内轨>外轨”的量值关系，且随堵塞程度加深隆起位移呈现先慢后快型增长趋势；

受排水减少影响，堵管后结构外水压力逐步由“隧底最大，拱顶、拱腰次之，墙脚最小”的扇贝型分布转为“静水压”

型分布；至全堵条件下地层水头 40 m 时试验位移结果与现场病害特征吻合良好，验证了上述模拟方法的可行性与有效

性。研究成果以期为富水隧道堵管防治及类似病害评价提供借鉴与指导作用。 

关键词：排水管堵塞；高铁隧道；仰拱隆起；渗流场；模拟试验；3D 打印技术 
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Simulation tests on structural deformation and seepage field of high-speed    
railway tunnels under drainage clogging 

LI Lin-yi, YANG Jun-sheng, GAO Chao, WANG Shu-ying, WANG Zi-jian, XIANG Mao-long 
（School of Civil Engineering, Central South University, Changsha 410075, China） 

Abstract: Based on 3D printing technology, a fine model for high-speed railway tunnel structure and drainage facilities is 

constructed, and a feasible simulation method for drainage clogging is put forward. Based on a typical disease case, a 

simulation test on drainage clogging is carried out, and under different conditions of drainage clogging and groundwater level, 

the seepage field (including drainage volume and external water pressure) and structural deformation are discussed. The results 

show that with the deepening of blockage, the drainage volume shows a slow downward trend and then a fast downward trend, 

and specifically, when the drainage pipe blockage is less than 50%, the tunnel drainage decreases slightly, and when the 

blockage is more than 50%, the tunnel drainage decreases sharply until no drainage occurs. The displacement of bottom 

structure uplift has the quantitative relation of "tunnel bottom > inner rail > outer rail", and with the increase of blockage degree, 

the uplift displacement slowly grows first and then fast grows. Affected by the reduction of drainage, the external water 

pressure of the structure gradually changes from "the maximum at the bottom, next at the crown and waist of the arch, and 

minimum at the foot of the wall" to the "hydrostatic pressure" distribution. The test results of displacement coincide well with 

the characteristics of field defects when the water head is 40 m and the drainage pipe is fully blocked, which verifies the 

feasibility and validity of the proposed simulation method. The research results may provide reference and guidance for 

prevention of pipe plugging and evaluation of similar defects of water-rich tunnels. 

Key words: drainage clogging; high-speed railway tunnel; invert heave; seepage field; simulation test; 3D printing technology 

 

0  引    言 
随着国家经济飞速发展，为满足人们日益增长的

出行需求，以铁路隧道为代表的基础设施项目迅速增
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加。隧道运营情况表明[1-2]，在富水地层中（尤其是岩 
溶地区）因地下水裹挟泥砂或地下水所含钙镁离子发

生结晶反应等原因，致使排水系统常出现堵塞现象。铁

路隧道通常采用以排为主或排堵结合的防排水设计[3]，

一旦排水系统出现堵塞，降压能力将大大削弱[4]，易

导致隧道外水压力突增[5-6]，进而引发结构渗漏水、仰

拱隆起、衬砌裂损掉块等病害[7-10]。鉴于上述问题的

危害性，学者从工程实例、现场试验、数值仿真、理

论解析等多方面对堵管问题的病害成因、不利影响进

行了研究，蒋雅君等[2, 4]通过数个工程实例的调研，从

化学因素、工程因素探讨了堵管问题的成因与机理；

Chen 等[11]统计了以法国为主的十余座结晶堵管铁路

隧道案例，证明了地质条件对于隧道结晶形成的关键

作用，定义了隧道钙化程度判定指标；刘坤等[1]依托

中梁山某隧道，开展了排水系统非对称堵塞现场试验，

探究了堵塞条件对结构外水压力的影响规律；高春君

等[5]通过“以板代孔”法对堵管问题进行了模拟，探

究了不同堵塞及水位条件下的衬砌应力变化规律；刘

新荣等[12]针对隧道排水系统非对称堵塞问题，通过保

角变换、坐标变换等解析方法，获得了该问题的渗流

场解析级数，并探讨了相关参数影响。以上研究成果

经工程实践验证，可为类似病害提供一定指导。 
然而，值得注意的是：从工程实例出发的研究，

现场工况较为单一，难以获得系统化病害规律；从现

场试验入手的研究，由于地下水条件无法获知，难以

明确其与隧道结构的影响关系，且对堵管程度、外水

压力分布、结构位移均未深入探讨；从数值仿真入手

的研究，如何确保其计算模型、参数取值与现场情况

的匹配成为了需进一步考虑的难题；从理论解析出发

的研究，解析模型较为简化且存在多种假设，难以直

接应用于实际工程。此外，还需注意的是，既有研究

大多仅对堵管影响下结构安全性予以考虑，而忽视了

隧道运营需求。尤其对于高铁隧道，因运行时速快、

控制标准高[13]，其轨道形位异常的出现已同步于甚至

优先于结构裂损问题[14]，因此在其堵管问题影响分析

中还应对轨道位移特征予以充分考虑。鉴于此，本文

结合沪昆高铁麻拉寨隧道案例，基于 3D 打印技术构

建高铁隧道精细化结构模型及附属设施，依据相似理

论开展相似模型渗流试验，探讨在不同堵管条件、不

同地层水头下隧道渗流场及结构位移量的规律特征，

明确上述因素之间的影响关系。研究成果以期为富水

隧道堵管防治及其病害评价提供借鉴与指导作用。 

1  背景工程及病害情况 
1.1  工程概况及现场病害情况 

沪昆高铁麻拉寨隧道为双线隧道，位于贵州省麻

江县，全长 2640 m，最大埋深约 200 m。隧址区降雨

丰富，年均降雨量近 1400 mm，其中夏季降雨占比超

过 40%，地表多处分布岩溶洼地及落水洞，地下水补

给条件良好。隧道洞身穿越地层地质条件较差，累计

穿越 4 条断层带，洞身围岩以灰岩、白云岩为主，岩

体较为破碎，岩溶特征发育。 
隧道开通运营后，于 2015 年 6 月 17 日，隧址区

历经强降雨，10 h 降雨量达 164.7 mm[15]，单小时降雨

强度超过历史极值，导致部分区段发生仰拱隆起变形，

途径列车出现严重晃车现象。经现场巡检[16]，发现正

常段落排水畅通、流量较大且清澈（图 1（a））；而轨

道异常段落排水量小，推测排水系统堵塞。经紧急泄

压后泄水孔涌水明显，且水质浑浊（图 1（b））。病害

发生后，相关部门立即中断行车，随即进行轨道变形

检测。检测结果显示[16]，轨道形位异常段落主要发生

于 K1695+250—+350，其中轨道高程偏差与水平偏差

最大值分别为 28.0 mm（隆起）、14.3 mm（远离中心

线方向），上述最值均位于 K1695+310 断面。基于现

场病害情况的研判，地层水连通性强、突发性强降雨、

排水系统堵塞失效是是病害发生的主要原因，而上述

因素导致的隧道外水压力过高是病害发生的直接原

因。 

图 1 病害时隧道排水情况 

Fig. 1 Drainage conditions during defects occurrence 

1.2  病害段隧道支护及排水体系设计 

依据设计文件[17]，病害段采用的支护结构型式以

Vc 级复合式衬砌（图 2）为主，其开挖面积为 154.61 
m2，开挖高度×跨度=12.64 m×14.96 m，具体支护参

数如下：①初期支护：拱墙部位打设有φ25 mm 中空

锚杆，长 4 m，间距 1.0 m×1.0 m（环×纵）；28 cm
厚的 C30 钢纤维混凝土；纵向间距 60 cm 的 I22a 工字

钢。②二次衬砌：55 cm、65 cm 厚（拱墙、仰拱）C35
钢筋混凝土，环向钢筋配筋φ25@200 mm。③仰拱填

充：C20 素混凝土。④轨道形式：CRTS I 型双块式轨

道结构。 
该隧道采用铁路隧道常用的半包式防排水设计

（图 3），即拱墙衬砌与初支之间设有防水板与无纺

布，围岩渗水经无纺布渗入，沿环向排水管、纵向排
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水管汇聚流至边墙部位，再经横向连接管流入隧道侧

沟，最后通过侧沟与中心水沟共同排导将地下水排出

隧道。依据设计文件[17]及施工台帐，病害段具体布设

参数如下：①环向排水管：采用 Φ100 mm 打孔波纹

管，在拱墙部位沿环向布设，因病害段处于富水段落，

布设间距为每隔 5 m 设置一环。②纵向排水管：采用

Φ150 mm 打孔波纹管，设置于边墙初支与二衬之间，

左右侧各一根。③横向排水管：采用 Φ100 mm 波纹

管，埋设于隧道结构内，布设间距为沿纵向每隔 20 m
布设一处。 

图 2 Vc 级围岩支护结构断面图[17] 

Fig. 2 Section diagram of Vc-grade support structure[17] 

图 3 国内铁路隧道常用防排水体系[18] 

Fig. 3 Common waterproof and drainage systems for railway 

tunnels in China[18] 

2  相似模型试验研究 
2.1  试验相似原理及相似材料选定 

（1）试验相似原理 
本模型试验模拟的核心内容是在堵管条件下水压

力引发的隧道结构变形致灾问题，故围岩材料、隧道

结构材料均应满足相关相似比例。试验以相似第二定

理为基本准则，参考类似模型试验研究成果[19-20]，结

合试验可行性、经济性等因素，选取几何相似比 LC   
1∶40、重度相似比C  1∶1、渗透系数相似比 kC   
1∶1 为基础相似比，并采用量纲分析法确定其他试验

参数相似比，具体取值如表 1 所示。 
表 1 模型试验主要相似关系 

Table 1 Similar relationships in model tests 
相似比 计算公式 量值 

基础相似比 
几何相似比 /L m pC L L  1∶40 
重度相似比 /m pC L L   1∶1 

渗透系数相似比 /k m pC L L  1∶1 

渗流参数 

地层水头相似比 H LC C  1∶1 
渗透时间相似比 T H kC C C  1∶40 
水压力相似比 P HC C C   1∶40 

渗流量相似比 3
Q H TC C C  1∶1600 

变形参数 弹性模量相似比 E LC C C   1∶40 

（2）围岩相似材料 
本试验主要分析堵管后隧道渗流场及变形场的变

化规律，且背景工程在仅有围岩压力条件下运营良好，

而在堵管高水压下方才出现了病害。因此，围岩相似

控制以渗透系数为核心，对于围岩材料的其他参数相

似性尽量保证满足。参考于丽等[20]、李铮等[21]对围岩

相似材料的研究成果，经渗透试验测试，选取细砂材

料作为病害段围岩模拟材料，测试结果及现场围岩渗

透系数如表 2 所示。 
表 2 渗透系数测试结果 

Table 2 Test results of permeability coefficient 

试验组号 
渗透系数 

/(cm·s-1) 

试验均值

/(cm·s-1) 

现场值[16] 

/(cm·s-1) 
1 1.06×10-3 

1.05×10-3 1×10-3 2 1.04×10-3 
3 1.04×10-3 

（3）隧道结构及附属设施相似材料 
考虑病害段处于 V 级围岩段落，岩质较差，二衬

为主要承载结构，初支承载比重较小，在参考类似试

验的基础上，采用土工布等效模拟初支结构，即对其

支护性能不予以考虑，仅考虑其阻砂、透水、减渗 3
方面作用。依据李铮等[19]研究成果，最终选用 8 层（累

计厚度 5.9 mm）土工布模拟初支。 
为精细反映隧道结构及排水系统工作状态，本试

验引入 3D 打印技术构建隧道结构模型及排水设施模

型，同时 3D 打印用于模型制作的可行性、打印精度

已由文献[22，23]验证分析。考虑到隆起病害应属于

变形致灾类工程问题，隧道结构模型为承载型构件，

其打印材料的选取以“材料弹模相似性为核心”较为

适宜，故依照弹模相似比（ EC  1∶40），选取尼龙 11
作为隧道结构模型打印材料（尼龙 11 弹模为 1.06 
GPa，现场结构等效弹模 34.1 GPa[16]，两者弹模比与

试验所需值较为接近，而其他常用打印材料弹模多在

1.5 GPa 以上）。需要说明的是，尼龙 11 与试验所需材

料弹模量之间存在的一定差异，会导致试验中隆起位
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移较实际情况稍有偏小，但其结构变形规律应保持一

致，故材料弹模差异性影响总体属于合理范围。对于

排水系统模型，因其属于功能型构件，在试验中只需

保证构件使用功能正常即可，无需遵循弹模相似，故

优选经济性好、材料强度高的光敏树脂材料作为打印

材料[24]。 
2.2  隧道结构及其附属设施模型制作 

（1）隧道主体结构模型打印制作 
模型制作采用华曙高科 HS403P 打印机，其最大

成型尺寸为 40 cm×40 cm×45 cm。纵断面上，考虑

打印尺寸限制要求，选取 K1695+302—318 作为试验

模拟段落，总长 14 m，经缩尺后为 35 cm。横断面上，

依据支护结构设计图（二衬、仰拱、轨道、排水沟）

绘制隧道结构轮廓图，见图 4（a）。通过三维建模软

件（如 Inventor）构建隧道结构 3D 模型，同时根据排

水系统现场布设参数，在模型中心断面掏空仰拱内的

横向排水管，并沿纵向每隔 12.5 cm（缩尺）掏空左右

侧横向连接管，掏空管道参数如表 3 所示，最终获得

隧道主体结构 3D 模型，见图 4（b）。经打印材料优选

（图 4（c））后，选择尼龙 11 材料打印制作其实体模

型，见图 4（d）。需要说明的是，为避免打印模型二

次粘结的不良影响，隧道结构的制作采取一次成型方

式，其打印材料均为尼龙 11，不同部位未做区分打印

处理。 
（2）隧道排水系统打印制作 
由于侧沟、中心沟、横向排水管均在隧道主体结

构模型中制作完成或已掏空预留，因此排水系统仅需

完成环向、纵向排水管，其制作流程如下： 
a）确定排水管尺寸参数。环、纵、横向排水管原

型分别为 Φ100 mm、Φ150 mm、Φ100 mm 打孔波纹

管，经缩尺后其内径分别为 2.5，3.0，2.5 mm。同时，

由于 3D 打印制品需满足“薄壁结构壁厚大于 0.8 mm”

的要求，故确定环、纵排水管壁厚为 1 mm。综上所

述，最终确定上述排水管参数如表 3 所示。 
b）建立排水系统 3D 模型。根据表 3 中的排水管

尺寸参数及隧道结构轮廓图，建立对应 3D 模型，如

图 5（a）所示，具体包括：①包络于隧道结构外表面

的环向排水管，纵向布设间距 12.5 cm/环；②左右边

墙脚部位的纵向排水管；③用于引流纵向排水管至隧

道左右侧沟的横向连接管。同时，在环向、纵向排水

管表面均匀布设有一系列排水小孔。 
c）3D 模型实用性优化。考虑到一体式模型存在

着易因局部破损而导致整体失效的不足，故对排水系

统 3D 模型进行优化处理：在保证优化模型与原模型

内径尺寸一致的条件下，将原模型改为组装式模型，

共包括 5 种组件形式（图 5（b））。经上述优化后，试

验期间避免了排水系统整体拆换的较大耗费。 
d）模型打印与组件拼装。选用光敏树脂材料进行

排水系统模型的打印制作，经实体组件拼装，其成品

效果如图 5（c）所示。隧道结构及其排水系统实体模

型最终组装效果如图 5（d）所示。 

 

图 4 高铁隧道 3D 打印制作流程 

Fig. 4 3D printing process for high-speed railway tunnel 

 

图 5 排水系统 3D 打印制作流程 

Fig. 5 3D printing process for drainage system 

表 3 各排水管打印模型尺寸参数 

Table 3 Size parameters of drainage pipe model 

类型 内径/mm 外径/mm 备注 

环向排水管 2.5 4.5 — 

纵向排水管 3.0 5.0 — 

横向排水管 2.5 — 
掏空预留于结构

内，无需管壁加厚 

2.3  堵管问题模拟方法 

（1）堵管模拟的堵塞部位 



第 4 期                  李林毅，等. 排水管堵塞引起的高铁隧道结构变形与渗流场特征模拟试验研究 

 

719

有关案例及研究成果[1-2, 6, 9]表明，由于管道转角

的存在，排水管三通部位（纵、环、横向管连接处，

如图 6（a））易发生泥砂等碎屑物质的淤积；此外，

横向排水管管口处因最先接触管外空气，地下水内的

Ca2+、Mg2+等离子发生结晶反应，长时间作用下易产

生结晶堵塞物（图 6（b））。因此，在实际工程中横向

排水管（连接纵向管与侧沟）往往存在较大堵塞可能。

综上所述，本试验最终确定横向排水管管口作为堵塞

部位。 

图 6 排水管堵塞频发部位示意图 

Fig. 6 Frequent location of drainage pipe blockage 

（2）堵管模拟实施方法 
依据面积占比为准则，设计不同堵塞程度的排水

口堵塞头，具体包括堵塞 25%，50%，75%，100%      
4 种类型，如图 7 所示。以堵塞 25%的堵塞头为例，

简要介绍其制作流程：①构建可完全填充于横向排水

管口的全堵堵塞头 3D 模型（图 7（a））。②以管道排

水面积堵塞 25%为条件，计算得到堵后管径应为 2.16 
mm，故在全堵堵塞头模型中心掏直径 2.16 mm 的圆

孔，即可获得堵塞 25%的堵塞头 3D 模型；采用光敏

树脂材料将上述模型打印，得到其实体模型如图 7（b）
所示。此外，为方便堵塞头的安装与拆除，配套设计

有更换插头，试验期间仅需数秒即可完成单个堵管头

的拆换。 

图 7 堵塞头制作及使用流程 

Fig. 7 Fabrication and use process of pipe plugs 

2.4  模型试验系统简介 

（1）试验系统组成 
如图 8 所示，本试验在自行设计的隧道渗流模拟

试验系统上进行，试验系统包括：①渗流试验箱；②

渗流场控制系统；③位移测试平台；④数据采集平台。

其中，渗流试验箱尺寸为 2.4 m×1.8 m×0.35 m（高

×宽×纵向长），亚克力板模型箱中下部开设有与隧道

模型匹配的孔洞，且所有内部缝隙与接缝部位均涂有

防水胶，以保证试验密封性。渗流场控制系统由进水

管、总水箱、左右输水管、控制阀门构成，左右输水

管直达模型箱底部，模型箱内输水管表面均匀钻设排

水孔，确保模型内进水均匀。位移测试平台主要为位

移传感器的测试提供基础平台。数据采集平台主要用

于收集孔隙水压力传感器、位移传感器的测试数据。 

 

图 8 渗流试验系统及其组成 

Fig. 8 Seepage test system and its composition 

 

图 9 测试元件布设情况 

Fig. 9 Layout of test sensors 

（2）测试项目及元件布置 
根据试验内容，试验需测试收集的数据类型包括：

结构外水压力、隧道排水量、典型部位位移量。上述

数据采用的对应测试方法如下：①结构外水压力，于

隧道模型外表面布设 8 个测点（图 9（a）），通过微型

孔隙水压力传感器获取全环水压力，测试精度为±5 
Pa，量程为 0～30 kPa；②隧道排水量，于隧道左、右

侧沟及中心沟布设收集点（图 9（c）），通过量杯收集

单位时间内隧道排水进行量测；③结构位移，采用数

显式千分计测取测点位移值，测试精度为 0.001 mm，

量程为 0～10 mm，并通过嵌入插件可实时监测测点的
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位移变化。由于案例隧道病害特征主要是轨道变形超

限，因此结构位移测点设置于隧底、内轨顶、外轨顶、

拱顶（图 9（d）），以探究背景案例的变形致灾特征。 

 

3  模型试验工况及结果分析 
3.1  模型试验工况 

为获得地层水头、堵塞程度对高铁隧道变形致灾

病害的影响规律，在隧道埋深 65 m（原尺高度）的条

件下，本次试验设置了 7 组地层水头主要工况（列于

表 4），在每组地层水头下还细分了 5种堵管程度工况，

具体为全排（不设堵塞头即可）、堵塞 25%、堵塞 50%、

堵塞 75%、全堵。需要说明的是，地层水头高度以隧

道中心为 0 m 基础面进行计算。 
表 4 试验工况 

Table 4 Test conditions 

工况 地层水头高度/m 堵管程度 
1 0 

每组地层水头下包括 5
种堵塞程度细分工况，

具体为全排、堵塞 25%、

堵塞 50%、堵塞 75%、

全堵 

2 10 
3 20 
4 30 
5 40 
6 50 
7 60 

3.2  模型试验流程 

依据试验工况设置，本试验流程如下： 
（1）安装隧道及其排水系统（图 10（a）），布设

水压力传感器，引出数据输出线；采用土工布包裹于

隧道结构外，并确保两者间的密贴。 
（2）分层铺设细砂，并逐层压实（图 10（b）），

杜绝地层填充不密实；填砂埋过隧道后，采用玻璃胶

封堵模型试验箱与隧道模型之间的缝隙，确保其密封

性。 
（3）填砂至 65 m（原尺高度）后，架立位移测

试平台，布设位移传感器，并与数据采集系统相连；

检验各传感器运行情况是否正常。 
（4）打开进水管，通过控制阀门调节左、右输水

管注入速度，至地层水位达到 0 m 初始工况后，开始

试验；每组地层水位工况下，于左右边沟共计 6 处排

水口先后进行全排、堵塞 25%、堵塞 50%、堵塞 75%、

全堵的堵管模拟，其中全排工况无需插入堵塞头，其

余工况均需插入对应堵塞头（图 10（c））；试验过程

中依次采集隧道排水量、衬砌水压力、结构位移。同

时，试验期间由专人调节控制阀门，确保地层水位稳

定于试验预期高度。 
需要说明的是，以上试验过程中排水量单次收集

时间为 2 min，在连续 3 次测得的排水量无明显变化

后隧道渗流场基本稳定，方可测取衬砌水压力、结构

位移数据。上一工况完成后，根据工况具体设置，改

变地层水头或堵塞程度，开展下一工况试验。 

图 10 试验流程 

Fig. 10 Test procedure 

3.3  隧道排水量结果分析 

为便于理解，后续试验分析数据均已转化为原尺

值。地层水头从 0 m 升至 60 m，模型试验排水情况及

排水量相关曲线如图 11，12 所示。其中，图 11 分别

展示了 20～60 m 水头全排工况下排水沟水流情况，

以及 50 m水头下从全排到全堵各堵塞工况水流情况。 

 

图 11 模型试验现场排水情况 

Fig. 11 Field drainage conditions of model tests 

从图 11，12 可以得出： 
（1）从模型试验现场情况（图 11）来看，地下

水通过左、右侧沟及中心沟排出隧道，排水系统工作

状态良好且排水顺畅，可以认为本文构建的高铁隧道

模型能够充分考虑排水设施的排水需求。 
（2）除全堵工况外，地层水头从 0 m 升至 60 m，
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隧道排水量逐步增长，其中全排工况下每延米排水量

从 2.97 m3/d 增至 26.04 m3/d。但是值得注意的是，排

水量的增长是阶段式的（图 12（a）），具体可分为两

阶段：①地层水头小于 30 m 时，随地层水头增长，

隧道排水量基本呈线性增长；②地层水头处于 30～60 
m 时，排水量增长速率放缓，以全排工况为例，30～
40 m，40～50 m，50～60 m 对应的每延米排水增量分

别为 3.01，2.69，1.87 m3/d，增量降幅明显，且上述

放缓趋势随堵管程度的加深而愈发明显。分析上述变

化规律，应是隧道排水系统逐步趋于其极限排水能力

所导致的。 
（3）从直观来看（图 11（b）），全排至堵塞 50%

时隧道排水水流虽有减少但降幅不甚明显，而当堵塞

进一步加深时（堵塞 50%至全堵）排水水流明显减少。

结合具体数值（图 12（b））分析：①若设 30～60 m
水头下全排工况的排水率为 100%，则堵塞 25%，50%，

75%、全堵工况对应的平均排水率分别为 91%，79%，

42%，1.3%；②换而言之，从全排到堵塞 50%过程中，

排水管堵塞引发的排水量减少比例仅有两成，而在堵

塞 50%以后堵塞程度对排水量的衰减影响方才逐步明

显；③随堵管程度的逐步加深，隧道排水量总体呈反

抛物线型发展趋势。此外，在全堵工况下或因局部堵

塞头未完全密贴，致使仍存在极少量的水流排出隧道。 

 
图 12 模型试验排水量相关关系曲线 

Fig. 12 Correlation curves of drainage volume 

3.4  隧道水压力结果分析 

为便于了解全环水压情况，采用包络图型式对所

测外水压力予以展示。根据试验结果，全排工况下

30～60 m 的水压变化情况如图 13（a）所示，而由于

堵塞工况下水压力分布变化规律大体一致，故仅绘制

最具代表性的 60 m 水头下水压力分布及各测点变化

情况，如图 13（b），13（c）。由图 13 可知： 
（1）在全排条件下全环水压力呈现“隧底最大，

拱顶、拱腰次之，墙脚最小”的分布规律，同时各点

水压力均随水头升高而逐步增大，但是各点增幅存在

着较大差异。地层水头从 30 m 升至 60 m，仰拱底部

水压力增长最为明显，其平均增量（测点 1，2，8 均

值）为 194 kPa；拱部增长次之，其平均增量（测点 4，

5，6 均值）为 145 kPa；墙脚处增长最小，其平均增

量（测点 3，7 均值）为 73 kPa。分析上述现象，应与

隧道排水系统降压特点有关：墙脚部位紧邻横向连接

管，其周边地下水可在短时间内排入侧沟，即便地层

水头升高，也不会引发水压力明显上升；而隧道其他

部位排水能力则弱于墙脚部位，尤其是隧底地下水难

以通过排水系统及时排导，最终引发了外水压力的大

幅上升。 
（2）隧道堵管后各测点均有不同程度上升，且其

水压力变化存在如下特点： 
a）随堵管程度加深，水压增幅先缓后快。从全排

至堵管 50%，拱部（测点 4，5，6）、底部（测点 1，
2，8）、墙脚部位（测点 3，7）水压力小幅增长；而

从堵管 50%至全堵，各部位水压力增幅明显加大。以

墙脚部位为例，上述两阶段水压平均增量分别为 72，
360 kPa，增幅差异大。对于上述试验现象，应是由于

堵管 50%后隧道排水量骤降导致的。 
b）堵管后不同部位的水压增长差异大。从全排到

全堵，拱部、底部的水压力平均增量分别为 267，288 
kPa，而墙脚的平均增量达 433 kPa。简而言之，堵管

后墙脚的水压增长最为显著，这易使该部位出现相关

结构问题[2]，应予以关注。分析此变化规律的原因：

全排条件下墙脚部位排水泄压能力较强，而一旦堵管

后其排水能力大幅降低，外水压力快速增长。 
c）堵管后水压力分布由“扇贝型”转为“静水压

型”。从图 13（b）可知，全排条件下全环水压力呈现

“隧底最大，拱顶、拱腰次之，墙脚最小”的“扇贝

型”分布型式；而当排水管逐步堵塞后，隧道排水量

几乎为 0，隧道结构承受外水压力基本为静水压力，

即全环水压力分布最终演化为“静水压型”。 
3.5  典型部位结构位移结果分析 

在全排条件下典型位置位移测试结果如图 14（a）
所示。其中，隧底、内轨、外轨均以起位移为正，拱

顶则以沉降位移为正。由图可知： 
（1）全排条件下随着地层水头升高，底部结构隆

起位移逐步增加，且具有“隧底>内轨>外轨”的量值

特征。同时，位移量增长同样具有阶段性：①地层水

头小于 20 m 时，底部结构位移量较小且增长缓慢，

轨道最大位移仅为 3.00 mm；②水头超过 20 m 后，底

部位移迅速增长，至 60 m 水头时轨道位移已增至

32.96 mm。分析此位移发展规律，应与 30 m 水头后

隧道排水量增量骤减，进而引发底部水压力大幅增长

有关。 
（2）随地层水头升高，拱顶沉降呈现先增后减的

发展。具体而言，水头小于 0 m 时拱顶位移较小且发

展缓慢；水头 20～40 m 时拱顶位移增长速率增大；

在水头 40 m后，拱顶沉降逐步从 12.42 mm 降至 4.58。 
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图 13 隧道结构外水压力测试结果 

Fig. 13 Test results of external water pressure 

为较好地展示现场病害演变情况（轨道超限），选

取了最具代表性的内轨部位作为分析对象，提取了其

20～60 m 水头下不同堵管程度的位移测试数据，绘制

位移发展图如图 14（b）所示。由图可知： 
（1）类似于排水量、外水压力测试结果，堵管后

内轨隆起位移亦呈现出“全排至堵塞 50%时内轨位移

增长缓慢，而堵管 50%后位移增长显著”的阶段式增

长，以 60 m 水头为例，上述两阶段位移增长量分别

为 2.18，7.81 mm，增长量差异显著。分析上述现象，

应是由于堵塞 50%后排水量骤减引发外水压力显增，

最终导致底部结构持续隆起所致。 
（2）结合现场病害位移（轨道隆起 28.00 mm），

在全排条件下 50 m 水头时、全堵条件下 40 m 水头时

试验所得的内轨变形量分别为 27.13，26.98 mm，均

与现场情况吻合较好。进一步考虑现场堵管情况与打

印材料弹模的少许差异性，可认为该高铁隧道病害时

地层水头高度应近 40 m，同时上述结果亦侧面验证了

3D 打印技术在隧道模型试验中的可行性。 

图 14 隧道典型部位位移测试结果 

Fig. 14 Test results of displacement at typical locations 

3.6  试验结果总结及讨论 

为进一步厘清堵塞程度、结构位移、排水量之间

的影响规律，汇总 20，40，60 m 地层水头下测试数

据，绘制其相关曲线如图 15 所示。由图可知： 
（1）从全排到堵塞 50%，各地层水头下隧道排

水量均小幅下降，内轨位移缓慢增长，不利影响较轻；

堵塞 50%后，排水量骤减直至不排水，而内轨位移发

展显著，堵管影响逐步严重化。上述结果表明，堵管

引发的不利影响并非随堵塞程度加深而线性增加，而

是大体呈现二次函数发展规律，即堵管轻微时影响小、

堵管严重时影响显著。 
（2）相较于低地层水头，在高水头下堵塞引起的

位移增幅更为显著，以 20，40，60 m 水头为例，从

全排到全堵的内轨位移增量分别为 3.02，8.43，10.01 
mm。上述数据表明，堵管情况的发生会进一步加深

隧道病害严重程度，且随地层水头越高其不利影响更

为显著。此外，在实际工程中隧道堵塞会削弱地层泄

水能力，这将进一步促使地层水头的抬升，最终引发

更为严重的病害后果。因此，隧道堵管问题的及时发

现以及堵管后的及时疏导均应引起运营人员的重视。 
（3）堵管引发的不利影响大致以堵塞 50%为转

折，参考现场堵管统计及试验研究成果[2, 6-7]，岩溶地

层隧道结晶堵管全周期通常为半年至一年，故建议以

2～4 月为周期开展排水系统定期巡检及疏通，同时在

突发性强降雨时还应适当增加巡检次数，以预防因地

表泥砂下渗引发的泥砂淤积堵管问题。 

 

图 15 试验数据汇总分析图 

Fig. 15 Summary analysis of test data 
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4  结论与展望 
（1）通过引入 3D 打印技术，构建了高铁隧道结

构及排水系统设施精细模型，提出了切实可行的隧道

堵管模拟方法及模拟装置，开展了隧道堵管病害模拟

试验并重现典型病害案例的发生，验证了模拟方法及

手段的可行性与有效性。上述模拟方法的提出对进一

步丰富隧道病害研究手段、完善隧道病害机理体系均

具显著现实意义。 
（2）依托麻拉寨隧道案例，开展了堵管影响下相

似模型渗流试验，试验结果表明：随堵塞程度加深，

隧道排水量呈开口向下型二次幂函数下降趋势，具体

为堵塞 50%前排水量小幅下降，而堵塞 50%后隧道排

水骤减直至不排水；底部结构隆起位移存在“隧底>
内轨>外轨”的量值关系，且随堵塞程度加深，隆起

位移呈先慢后快的增长趋势；受排水减少影响，堵管

后结构外水压力逐步由“隧底最大，拱顶、拱腰次之，

墙脚最小”的扇贝型分布转为“静水压”型；至全堵

条件下地层水头 40 m 时，试验位移结果与现场病害

特征吻合良好，推测该隧道病害时地层水头应近 40 
m。 

（3）此外，本文采用的点位移传感器监测方法因

受内部布设尺寸限制，仅能获取隧道典型部位位移量，

而通过 3D 打印技术可构建隧道结构及附属设施精细

模型，其整体变形应可全面获知。因此如何联合机器

视觉与数字图像技术，进一步揭示高铁隧道底部变形

机理及病害化作用机制将作为后续研究的主要内容。 
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摘  要：基于颗粒离散元方法，通过构建损伤因子，提出了平行黏结水弱化模型，建立了考虑胶结物力学参数的非均

质性的颗粒流模型。通过室内试验和数值模拟计算结果的对比分析，验证了所提模型的正确性和适用性。主要结论如

下：①岩石胶结物的非均质性对岩石宏观力学性质存在一定影响。随着均质性因子 m 的增加，岩石均质性增加，单轴

抗压强度和弹性模量也随之增加，符合指数函数关系；②随着黏结面积系数的增加，岩石所储存的总应变能的总量和

增速逐渐降低；③岩石在干燥状态下，微裂纹倾角集中于 80°～100°，随着黏结面积系数的增加，微裂纹倾角的分布

范围逐渐增加；④随着黏结面积系数的增加，岩石破裂面更为密集，且贯通性增强。研究结果可为深埋隧道遇水产生

围岩大变形、库岸涉水边坡变形等问题的细观机制研究提供了一定的依据和理论指导。 
关键词：平行黏结水弱化模型；损伤因子；吸水软化；非均质性；黏结面积系数 
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Discrete element simulation of shale softening based on parallel-bonded 
water-weakening model 

HU Xun-jian1, 2, BIAN Kang1, 2, LIU Jian1, 2, XIE Zheng-yong3, CHEN Ming1, 2, LI Bing-yang1, 2,               
CEN Yue1, 2, LIU Zhen-ping1, 2 

(1. State Key Laboratory of Geomechanics and Geotechnical Engineering, Institute of Rock and Soil Mechanics, Chinese Academy of 

Sciences, Wuhan 430071, China; 2. University of Chinese Academy of Sciences, Beijing 100049, China; 3. Hubei Road and Bridge Group 

Tianxia Construction Co., Ltd., Wuhan 430000, China) 

Abstract: Based on the discrete element method of particles, by constructing damage factors, a parallel-bonded 
water-weakening model is proposed, and a particle flow code model considering the heterogeneity of the mechanical 

parameters of the cement is established. The comparison and analysis of the results of indoor experiments and numerical 
simulations verify the correctness and applicability of the proposed model. The main conclusions are as follows: (1) The 

heterogeneity of rock cement has certain influences on the macroscopic mechanical properties of rock. As the homogeneity 
factor increases, the homogeneity of the rock increases, and the uniaxial compressive strength and elastic modulus also increase, 

which conforms to the exponential function relationship. (2) With the increase of the bond area coefficient, the total amount and 
growth rate of the stored total strain energy in the rock gradually decrease. (3) In the dry state of the rock, the inclination angle 

of micro-cracks is concentrated in 80°~100°. As the bond area coefficient increases, the distribution range of the inclination 
angle of micro-cracks gradually increases. (4) With the increase of the bond area coefficient, the rock fracture surface is denser 

and the penetration is enhanced. The research results can provide a certain basis and theoretical guidance for the 
meso-mechanism study on the large deformation of the surrounding rock caused by the water in deep-buried tunnels and the 

deformation of the wading slope of the reservoir bank. 

Key words: parallel-bonded water-weakening model; damage factor; water absorption softening; heterogeneity; bonded area 

coefficient

0  引    言 
在工程建设中，岩体经常会与水发生接触，如坝

基岩体、库岸边坡、深埋引水隧道等，都会不同程度
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地受到地下水或地表水对其的软化作用，导致岩体的力

学性质发生明显的降低，如峰值强度、黏聚力、弹性模

量等[1-2]。因此，研究水对岩石的软化作用具有重要的

实际意义。 
水对岩石软化的作用机制较为复杂，至今已有许

多学者通过各种技术手段对水软化过程中的不同问题

进行了研究。杨春和等[3]研究了板岩遇水软化后的过

程和机制：随着浸泡时间的延长，板岩的吸水率增加，

板岩内部结构变得松散，颗粒间的黏结力降低，从而

使得岩石的力学强度减小；He 等[4]研究了泥岩力学性

质随含水率的变化规律；闫章程等[5]等采用声发射技

术，研究了干燥和饱水灰岩的声发射特征差异，证明

水对声发射信号具有明显的弱化效应。朱宝龙等[6]研

究表明，水岩作用使得页岩黏土化趋势显著，由矿物

间致密的片层状结构逐渐变为松散的絮状结构，孔隙

度增加。上述研究均表明，岩石吸水后宏观力学性质

劣化的重要原因之一是微细观结构的变化[7]。 
随着计算机技术的发展，数值模拟已成为研究岩

石力学性质的一种重要手段。近年来，基于离散元法

的颗粒流软件（particle flow code, PFC）已在各个岩土

工程领域取得了成功的应用，成为从细观角度研究岩

石力学问题的重要方法[8]。如柳万里等[9]运用颗粒流

软件分析了岩石在天然和饱和两种状态下的能量演化

规律；邓华锋等[10]发现水岩作用导致岩石内部颗粒强

度逐渐弱化，非均匀性增强，承载力降低；卞康等[11]

的结果表明随吸水时间增加，颗粒流模型的剪切带宽

度变大，主剪切面的贯通程度提高，岩样的破碎程度

明显提升；Zhao 等[12]通过对摩擦系数和黏结强度进行

折减，模拟水对岩石力学性质的弱化作用。Potyondy[13]

在应力腐蚀理论基础上提出了平行黏结应力腐蚀模

型，以模拟应力或水溶液等对岩石胶结的应力腐蚀作

用。上述研究[9-13]已经充分证明颗粒流软件在水岩作

用领域的适用性和正确性。但是这些研究大部分是不

同含水率下采用不同的细观参数，且参数的选取和室

内试验联系不明确。 
成岩过程中，岩石经受了漫长的地质历史时期的

作用，其内部胶结物的强度存在很大的差异。因此胶

结物处力学性质存在一定的不同，所以水对胶结的腐

蚀程度也不同。在本文的数值建模当中，将胶结物强

度的非均质性考虑进去，将其假定为服从 Weibull 分

布。 
本文通过构建基于平行黏结半径乘子的损伤因

子，将页岩的室内试验[14]和数值模拟联系起来，模拟

不同泡水时间下的页岩力学性质（如单轴压缩强度、

弹性模量等）弱化过程，提出了平行黏结水弱化模型

（parallel- bonded water-weakening, PWW）。该页岩中

含有 35%左右的绿泥石，绿泥石在水的作用下膨胀、

溶解，极大地影响着页岩的水理性质[14]。由于在室内

试验当中很难定量研究岩石胶结物的强度分布对岩石

力学性质的影响，因此本文所提 PWW 模型耦合了

Weibull 分布，来表征胶结物的强度分布，以更加接近

岩石存在非均质性的实际情况。通过分析单轴压缩试

验中，不同黏结面积系数（不同泡水时间）下模型的

胶结物非均质性、能量耗散、微裂纹的倾角和破坏模

式等，揭示水对页岩的弱化作用的细观机制。 

1  平行黏结水弱化模型（PWW 模型） 
在平行黏结接触模型中，平行黏结半径乘子是

一个极其重要的细观参数，对模型的宏观力学响应产

生很大的影响[15]。 
平行黏结水弱化模型除颗粒流模型现有的假设[15]

之外，另有 4 个假设： 
（1）将吸水弱化过程中岩石孔隙率增加等带来

的不利影响均等效为平行黏结半径乘子的下降。 
（2）水弱化效应仅影响颗粒间的胶结接触，对

颗粒本身的几何形态不产生影响，因此每个平行黏结

接触都是发生水弱化效应的潜在位置。 
（3）水弱化只发生在接触表面，不论浸水时间

多长，折减平行黏结半径乘子都瞬间完成。 
（4）模型中不同接触的平行黏结半径乘子不同，

代表岩石中胶结物的非均质性。 
接下来详细介绍平行黏结水弱化模型的原理。 

1.1  宏观损伤因子 

当岩石吸水软化以后，力学性质劣化。随着泡水

时间的增加，岩石内部的损伤逐渐累积，由损伤力学

可知，岩石的宏观损伤因子可由室内试验测得的弹性

模量得到[14] 

       
0

1 t
t

ED
E

    。            (1) 

式中  tD 是岩石泡水 t天以后的宏观损伤因子；E0为

岩石干燥状态下室内试验测得的弹性模量； tE 为岩石

泡水 t 天以后室内试验测得的弹性模量。依据室内试

验[14]结果绘制宏观损伤因子随浸水时间的变化曲线

如图 1 所示。如图所示，两者符合幂函数关系（如式

（2）所示），即随着浸水时间的增加，岩石含水率慢

慢趋于稳定，弹性模量的降低也趋于稳定，不会无限

制地降低。 
0.617exp( /33.973) 0.629tD t      。 (2) 
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图 1 宏观损伤因子与浸水时间的关系 

Fig. 1 Relationship between macro-damage factor and water  

immersion time 

1.2  胶结物力学参数的非均质性 

许多学者在理论推导[14, 16]或者数值模拟[17-18]中

均采用力学参数服从 Weibull 分布来表征岩石力学参

数的非均质性，结果表明，非均质性对岩石的强度和

裂纹扩展有很大影响。非均质性对岩石强度的最大影

响在于会引起局部应力集中现象，从而加快微裂纹的

萌生与扩展[19]。 
    由于在室内试验当中很难定量研究岩石胶结物的

强度对于岩石力学性质的影响，特别是吸水软化后的

岩石力学性质，因此本文中采用数值模拟具有一定的

优势。为了表征岩石胶结物的非均质性，本文将颗粒

流模型中的细观参数平行黏结半径乘子的取值设定

为服从 Weibull 分布。平行黏结半径乘子的概率密

度函数为 
 

1

( ) e
m

mmf  
 


   

 
  (≥0) ， (3) 

累积分布函数为 
 ( ) 1 e

m

F       (≥0) ，       (4) 

式中，m为均质性因子（当 m越小时，表示模型非均

质性越大）， 为平行黏结半径乘子特征值。 
颗粒流模型中第 i 个接触的平行黏结半径乘子 i

的取值为 
 1.0ln(1 ) m

i i       ，        (5) 

式中， i 为第 i 个接触上服从(0,1]的均匀分布的随机

数。 
接下来描述二维情况下，如何计算当平行黏结半

径乘子服从 Weibull 分布时两颗粒之间的力和力矩。 
单个平行黏结的面积： 

 1.02 2 ln(1 ) m
i i i iA R R      。 (6) 

式中  iR 为第 i 个接触的平行黏结半径；Ri为第 i 个
接触两端的颗粒半径中的更小值，Ri=min(R(1)，R(2))，
R(1)，R(2)分别为接触两端的颗粒半径； iA为第 i 个接

触的平行黏结面积。 
当颗粒受到外部荷载时，颗粒流软件在计算时会

进行接触的力和力矩的传递与更新。平行黏结半径乘

子服从 Weibull 分布时两颗粒之间的接触力和力矩

计算公式为 
1.0+2 [ ln(1 )]n n m n

i i i i n iF F R k       ， (7) 
1.02 [ ln(1 )]s s m s

i i i i s iF F R k        ， (8) 
1.0 32{ [ ln(1 )] }

3
n n m n
i i i i n iM M R k        。 (9) 

式中  n s n
i i iF F M， ， 分别为第 i 个接触的时步更新前

的平行黏结法向接触力、切向接触力、平行黏结法向

力矩； n s n
i i iF F M， ， 分别为第 i个接触的时步更新后的

平行黏结法向接触力、切向接触力、平行黏结法向力

矩； n s n
i i i    ， ， 平行黏结法向和切向位移增量、

平行黏结的相对转角。 
1.3  细观损伤因子 

构建基于平行黏结半径乘子特征值的细观损伤因

子： 

         w
pD

 



   。            (10) 

式中  pD 为细观损伤因子； 为平行黏结完整状态下

的半径乘子特征值（表示岩石干燥状态时的颗粒流模

型，此时 =1）； w 为平行黏结接触折减以后的半径

乘子特征值（表示岩石浸水 t天以后的颗粒流模型）。 
由式（10）可知， w 可由细观损伤因子 pD 和岩

石干燥状态时的颗粒流模型的平行黏结半径乘子特征

值 计算得出 

   w p(1 )D     。            (11) 

由于宏观损伤因子和颗粒流模型中定义的细观损

伤因子属于不同维度、不同原理的两种损伤因子，无

法确定具体的数学函数表达式，因此也不能直接从宏

观损伤因子推导出细观损伤因子的取值。但是由于两

者均是描述同一岩石受水软化作用后的损伤程度，所

以宏观损伤因子与浸水时间的函数关系式对推测细观

损伤因子与浸水时间的函数关系式有重要的指示作

用。现假定两者是服从同一函数形式的，即细观损伤

因子与浸水时间的关系应当如下式所示： 

p exp( / )D A t B C     ，         (12) 

式中，A，B，C为材料参数，通过参数标定确定数值。 

2  离散元模型的建立 
所建立的页岩颗粒流模型如图 2 所示，建立尺寸

大小为 50 mm×100 mm 的矩形颗粒流模型。颗粒流

模型的孔隙率为 0.1，其颗粒半径服从 0.15～0.249 mm
之间的均匀分布，采用半径扩大法共生成 35262 个颗

粒，平行黏结接触个数 N=86163。通过赋予上下墙体

一定的速度，达到准静态加载，模拟室内单轴压缩试



728                         岩  土  工  程  学  报                                    2021 年 

验。 

图 2 颗粒流模型示意图 

Fig. 2 Schematic diagram of particle flow code model 

当确定浸水 t 天以后颗粒流模型的平行黏结半径

乘子特征值 w 后，进而根据式（6）可以确定模型的

总平行黏结面积 A。在二维离散元模拟中，常用饱和

度来表征岩石受水的影响[20]。由于室内试验中很难对

颗粒胶结物在吸水后的溶解进行测量，因此假定溶解

的胶结物含量等于平行黏结模型中接触胶结面积的减

小量。在微观上，由水所引起的力学性质弱化现象是

由于颗粒之间的胶结物含量不断减少的过程。由于数

值模拟中的饱和度[20]和室内试验中的饱和度容易引

起混淆，所以本文仿照文献[20]的定义，在本文 PWW
模型中，定义黏结面积系数 rS ，其计算公式为 

         
1

N

i
i

A A


   ，              (13) 

        max w
r

max min

A AS
A A





  ，          (14) 

式中，Amax，Aw，Amin 分别为干燥状态下模型的总平

行黏结面积、浸水 t 天以后模型的总平行黏结面积和

饱和状态下模型的总平行黏结面积，N 为平行黏结接

触总数。当黏结面积系数越大时，表征岩石含水率越

高，其所受到的水软化作用越明显。 
PWW 模型参数标定步骤为：首先试算式（12）

中的材料参数 A，B，C，然后通过式（1），（11）和

（12）就可确定不同浸水时间下颗粒流模型的平行黏

结半径乘子的特征值；最后再根据室内试验测得的不

同浸水时间下岩石的单轴抗压强度标定颗粒流模型中

的其它细观参数，如平行黏结抗拉强度，平行黏结弹

性模量等。通过反复试算所有的细观参数，最终使得

所建立的颗粒流模型和室内试验所获得的宏观力学性

质一致。 
针对不同岩石，式（12）中的材料参数不同，根

据参数标定的结果取值。通过对页岩的室内试验[14]

进行参数标定，材料参数 A，B，C为-0.597，26.847，

0.599 时较为合适。细观损伤因子随浸水时间的关系如

图 3 所示，和图 1 中的宏观损伤因子随浸水时间的关

系类似。 

 

图 3 细观损伤因子随浸水时间的关系 

Fig. 3 Relationship between mesoscopic damage factor and  

immersion time 

表 1 列出根据 PWW 模型计算得出的不同浸水时

间下颗粒流模型的平行黏结半径乘子特征值，其他的

细观参数取值如表 2 所示。采用表 1，2 中的细观参数，

共建立 7 个颗粒流模型。 
表 1 PWW 模型计算参数 

Table 1 Parameters of PWW model 

时间
/d 

弹性

模量
/GPa 

宏观

损伤

因子 

细观

损伤

因子 

平行黏结

半径乘子

特征值 

黏结

面积
/m2 

黏结

面积

系数 
0 27.38 0.000 0.000 1.000 30.14 0.000 
2 25.67 0.062 0.051 0.949 28.62 0.087 

15 20.90 0.236 0.251 0.749 22.61 0.432 
30 17.59 0.357 0.412 0.588 17.73 0.712 
50 13.55 0.505 0.514 0.486 14.65 0.888 
70 12.36 0.548 0.550 0.450 13.57 0.950 
90 11.40 0.583 0.579 0.421 12.70 1.000 

表 2 颗粒流模型细观参数 

Table 2 Mesoscopic parameters of particle flow code model 
参数 取值 
颗粒密度/(kg·m-3) 2650.0 
最小粒径/mm 0.15 
粒径比 1.66 
颗粒接触模量/GPa 13.5 
颗粒刚度比 3.0 
颗粒摩擦系数 0.5 
均质性因子 10.0 
平行黏结模量/GPa 13.5 
平行黏结刚度比 3.0 
平行黏结抗拉强度/MPa 20.55 
平行黏结黏聚力/MPa 40.55 
平行黏结内摩擦角/(°) 30.0 

室内试验的应力–应变曲线如图 4（a）所示，单

轴抗压强度、弹性模量对比如图 4（b），（c）所示。

从图 4（b），（c）可知，7 个模型的数值模拟值和室内

试验值[14]均较为接近，证明 PWW 模型模拟水对岩石

强度和变形特性弱化作用的适用性和准确性。 
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图 4 数值模拟与室内试验结果对比 

Fig. 4 Comparison between numerical simulation and laboratory  

test results 

3  结果分析 
3.1  胶结物非均质性分析 

在室内试验当中很难定量研究岩石胶结物的强度

分布对岩石力学性质的影响，因此本文中采用数值模

拟具有一定的优势。 
为了定量评价某一黏结面积系数下，岩石胶结物

的非均质性对强度造成的影响，接下来以 Sr=0.888 为

例，分析平行黏结半径乘子的非均质性对模型宏观力

学性质的影响。图 5 为 Sr=0.888， =0.486 时，平行

黏结半径乘子的概率密度图。图 6 为不同均质性因子

m下，模型的应力–应变曲线和宏观力学性质变化关

系。 

图 5 平行黏结半径乘子概率密度（Sr=0.888,  =0.486） 

Fig. 5 Probability density of parallel bond radius multipliers 

由图 6 可知，平行黏结半径乘子的非均质性对模

型的单轴抗压强度和弹性模量均有很大影响。当均质

性因子由 1 增加至 40 时，模型均质性增加，单轴抗压

强度和弹性模量由 21.7 MPa，13.9 GPa 增加至 25.8 
MPa，15.2 GPa，分别增加了 18.9%和 9.4%。单轴抗

压强度和弹性模量随均质性因子m的变化关系符合指

数函数关系（R2分别为 0.98，0.94）。该结论和其他学

者所做的数值模拟[21]或者理论推导[22]的结果相一致。 

图 6 宏观力学性质与均质性因子的关系 

Fig. 6 Relationship between macro-mechanical properties and  

homogeneity factors 

图 7（a），（b）分别为不同黏结面积系数、不同

均质性因子下岩石的单轴抗压强度和弹性模量。 
从图 7（a）可知，岩石的黏结面积系数和非均质

性均对岩石的单轴压缩强度和弹性模量存在一定的影

响。当黏结面积系数较高时，单轴压缩强度对非均质

性更为敏感，如 Sr=0 时，均质性因子从 1 增加至 40，
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单轴压缩强度增加了 47.4%；Sr=1.0 时，均质性因子

从 1 增加至 40，单轴压缩强度增加了 55.6%。但是黏

结面积系数较大时，提高均质性因子，单轴压缩强度

的增加值较小，如 Sr=0，1，均质性因子从 1 增加至

40，单轴压缩强度分别增加了 18.1，8.4 MPa。从图 7
（b）可知，当黏结面积系数较低时，弹性模量对非均

质性更为敏感。例如 Sr=0 时，均质性因子从 1 增加至

40，弹性模量增加了 45.7%。 

图 7 均质性因子 m和黏结面积系数 Sr耦合对岩石宏观力学 

性质的影响 

Fig. 7 Effects of homogeneity factor and bonded area coefficient  

coupling on macro-mechanical properties of rock 

本文所提出的 PWW 模型，由于耦合了 Weibull
分布，能够方便地研究岩石胶结物的非均质性对宏观

力学性质的影响，为研究黏结面积系数和非均质性共

同影响下岩石的宏观力学性质提供了有力的数值模拟

工具。 
3.2  能量耗散 

能量耗散用于岩石内部微裂纹的萌生和扩展，是

引起岩石内部损伤的本质原因。在 PFC2D 中，通过

FISH 函数监测模型在加载过程中各能量（耗散能、边

界能、总应变能、摩擦能和动能）的变化[15]。接下来

以黏结面积系数 Sr=0.432，m=10 为例，分析加载过程

中模型的能量耗散规律，如图 8 所示。 
由图 8 可知，在加载初期，由于上下墙体移动输

入模型的边界能全部转化为模型的总应变能，耗散能、

颗粒的动能和摩擦能几乎为零。随着轴向应力–轴向

应变曲线进入线弹性阶段，模型开始萌生微裂纹，裂

纹扩展过程中接触所储存的应变能逐渐转化为耗散

能。边界能和总应变能增加速率增加，模型能量逐渐

积累。轴向应力–轴向应变曲线进入峰前塑性屈服阶

段后，边界能和总应变能曲线逐渐分离，耗散能开始

缓慢增加，裂纹处于不稳定扩展阶段。模型进入峰后

加速破坏阶段后，总应变能达到峰值，此时模型内接

触所储存的能量达到最大值，随后应变能迅速释放，

耗散能则急剧增加直至模型破坏。整个加载过程中，

总应变能先增加后减小，耗散能则先缓慢增加后急剧

增加。 

图 8 模型能量耗散与应力–应变关系(Sr=0.432) 
Fig. 8 Energy dissipation and stress-strain relationship of model 

表 1 中 7 个模型的总应变能变化如图 9 所示。 
由图 9 可知，随着黏结面积系数的增加（即岩石

浸水时间的增加），模型所储存的总应变能的总量和增

速逐渐降低，总应变能峰值随黏结面积系数的增加大

致呈线性下降。干燥状态下（Sr=0.0）总应变能峰值

为 331.1 J，饱和状态下（Sr=1.0）总应变能峰值为 90.9 
J，较前者下降了 72.5%。由此可见，水对岩石存储能

量的能力影响非常大。水的软化作用会使得宏观裂纹

易于贯通，且贯通断裂面抵抗外力变弱，更加有利于

能量释放[23]。随着黏结面积系数的增加，岩石吸收的

总应变能减少，这也是在地下工程的建设过程中经常

采用岩层注水预防冲击地压的内在机制[24]。 

图 9 总应变能与黏结面积系数的关系 

Fig. 9 Relationship between total strain energy and bonded area  

coefficient 

3.3  微裂纹倾角 
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微裂纹的倾角反映了模型在外部荷载下应力场的

分布。倾角以水平向右为 0°，逆时针旋转，将倾角

分为 18 个组。本文表 1 中建立的 7 个模型的微裂纹的

倾角分布如图 10 所示。 

 

图 10 微裂纹的倾角分布 

Fig. 10 Distribution of dip angle of microcracks 

由图 10 可知，水对微裂纹的倾角影响较大。不同

黏结面积系数下，平行黏结模型的黏结面积不同，各

个接触的作用力不同，其模型的应力场分布也不同，

微裂纹倾角的分布也随之不同。模型在干燥状态下

（Sr=0），微裂纹倾角集中于 80°～100°，微裂纹平

行或近似平行于轴向加载方向，这与在室内试验[25]

中观察到的花岗岩的结果类似。随着黏结面积系数的

增加，微裂纹倾角的分布范围逐渐增加，在饱和状态

下（Sr=1.0）倾角分布在 70°～120°，表明水的存在

使得微裂纹倾角分布更加分散。 
在干燥状态下，岩石内部结构致密，孔隙和原生

微裂隙较少。在轴向荷载下，接触在拉应力作用下发

生拉破坏，微裂纹倾角集中于 90°附近。在 PFC2D
中，岩石浸水时间为 90 天对应的模型（Sr=1.0）为平

行黏结半径乘子特征值 w 是 0.421，接触黏结面积为

12.70 m2，比干燥状态下的模型（Sr=0，平行黏结半径

乘子特征值为 1.0）的黏结面积（30.14 m2）减少了

57.9%。室内试验[26]中也观察到页岩浸水以后矿物胶

结作用减弱，矿物之间的接触形式从面-面接触逐渐转

变为点-面接触。当岩石颗粒黏结松散，疏松多孔以后，

岩石内部力学性质薄弱处增加。在外力作用下，微裂

纹的空间分布和倾角分布也更加分散。 
3.4  破坏模式 

图 11 是表 1 中 7 个模型在轴向应力下降至 70%
时的微裂纹分布图（红色线为素描的破坏面）和接触

力分布图。 
由图 11 可知，不同黏结面积系数的模型呈现出不

同的破坏模式。当黏结面积系数较小时（如 Sr=0，
0.432），岩石发育单个主破裂面，从右上角贯通至左

下角，次生破裂面较少；当黏结面积系数较大时（如

Sr=1.0），由多条次破裂面组合而成的宏观破裂面导致

模型失去承载能力，模型破碎程度更高。由于水对岩

石内部细观结构有一定的软化和润滑作用，使得孔隙

增加，原生裂隙更易扩展，随着黏结面积系数的增加，

破裂面更加密集，且主破裂面的贯通性增强。 
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图 11 破坏模式与接触力分布（接触力单位为 N） 

Fig. 11 Failure modes and distribution of contact force 

4  结    论 
（1）揭示了岩石胶结物的非均质性与岩石宏观力

学性质之间的关系。随着均质性因子 m的增加，模型

均质性增加，单轴抗压强度和弹性模量也随之增加。

单轴抗压强度和弹性模量随均质性因子m的变化关系

符合指数函数关系。同一均质性因子下、不同黏结面

积系数时，单轴抗压强度和弹性模量对黏结面积系数

的敏感性不同。 
（2）随着黏结面积系数的增加，岩石所储存的总

应变能的总量和增速逐渐降低，总应变能峰值随黏结

面积系数的增加大致呈线性下降。 
（3）岩石在干燥状态下（Sr=0），微裂纹倾角集

中于 80°～100°，随着黏结面积系数的增加，微裂

纹倾角的分布范围逐渐增加，在饱和状态下（Sr=1.0）
倾角主要分布在 70°～120°，水的存在使得微裂纹

倾角分布更加分散。 
（4）随着黏结面积系数的增加，颗粒间接触的

黏结面积逐渐减小，接触黏结面积小的地方更易产生

应力集中现象。水逐渐填充原生微裂隙和孔隙，岩石

储能能力下降，岩石萌生微裂纹所需的应力也相应降

低，微裂纹更易扩展。 
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非饱和土中圆柱孔扩张问题不排水解答及吸力 
影响效应分析 
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摘  要：圆柱孔扩张理论为沉桩挤土及旁压试验分析等提供了理论基础，然而已有研究多是针对饱和土展开，在非饱

和土相关工程中并不适用。基于修正剑桥临界状态模型，对非饱和土中不排水条件下的圆柱孔扩张问题进行求解。在

考虑非饱和土吸力效应的情况下推导土体应力–应变关系式，并引入反映吸力与比体积之间关系的液相本构方程。在

此基础上联立圆柱孔周围土单元平衡微分方程，最终将非饱和土中的圆柱孔扩张问题归结为求解一阶偏微方程组的问

题。通过引入辅助变量将所有方程转至拉格朗日系下，以弹塑性边界上的应力及比体积作为初值条件对其进行求解。

结果表明：当非饱和吸力增大时，圆柱孔周围土体应力和扩孔压力均随之增大，说明土体出现了吸力硬化效应；对于

初始比体积较小的土体，随着塑性区内的径向位置增加，比体积和吸力会出现先增大后减小的变化特征，说明圆柱孔

在不排水扩张过程中局部土体发生了剪胀。所采用的本构关系较为简洁，参数易于确定，便于在非饱和土相关的工程

问题得到实际应用。 
关键词：非饱和土；不排水条件；圆柱孔扩张；吸力；弹塑性解 
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Critical cylindrical cavity expansion in unsaturated soil under                  
undrained conditions incorporating suction effects 

ZHANG Ya-guo1, ZHAI Zhang-hui2, LIANG Fa-yun3, LI Tong-lu2 
(1. School of Civil Engineering, Chang'an University, Xi’an 710061, China; 2. School of Geological Engineering and Surveying, Chang'an 

University, Xi'an 710054, China; 3. Department of Geotechnical Engineering, Tongji University, Shanghai 200092, China) 

Abstract: The cylindrical cavity expansion theory provides the theoretical basis for analysis of pile installation and 
pressuremeter tests. However, most of the studies are conducted on cavity expansion in saturated soil, and are unsuitable for 

solving the engineering problem in unsaturated soil. Therefore, based on the critical state soil model, the cylindrical cavity 
expansion in unsaturated soil under undrained conditions is solved. The stress-strain relationship is derived considering suction 

effects. Meanwhile, a constitutive equation for the relationship between the suction and the void volume is introduced. Combing 
the radial equilibrium equation, the formulation of the problem is reduced to solving a system of the first-order ordinary 

differential equations. Introducing an auxiliary variable, all of the differential equations are transferred to the Lagrangian 
description and solved by taking the values at the elasto-plastic boundary as the initial value. The results show that the soil 

stresses and the cavity expansion pressure increase as the suction increases, which can be regarded as the suction-stiffening 
effects. For the soil with low initial ratio volume, the partial volume and the suction in the plastic zone firstly increase, and then 

decrease, which implies that the shear dilatancy occurs during the cavity expansion. The results have a potential application in 
the related projects owing to the simple constitutive relation and available parameters.  

Key words: unsaturated soil; undrained condition; cylindrical cavity expansion; suction; elasto-plastic solution

0  引    言 
圆孔扩张理论在岩土工程中有着广泛的应用，如

沉桩挤土效应分析[1-2]、旁压试验结果的解释[3]以及隧

道围岩应力计算[4]等；该类工程问题均可简化为求解
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岩土体中圆柱孔扩张的问题。为此，在过去几十年内，

国内外学者针对圆孔扩张问题开展了大量研究，并取

得了诸多有价值的成果[5-7]。然而，这些圆孔扩张解答

多是针对单相介质或两相饱和土提出，在非饱和黄土、

膨胀土等地区的工程问题中并不适用。 
近年来，非饱和土中的圆孔扩张问题引起研究人

员的关注。与饱和土相比，非饱和土中扩孔问题的求

解更为复杂。这是因为非饱和土是三相介质，需要采

用包含净应力和吸力的双应力状态变量对其力学行为

进行描述；另外，与饱和土不同，非饱和土中体应变

与含水率变化并非一一对应。胡伟等[8]对非饱和土中

圆孔扩张问题的求解进行了初步尝试，其解答中将净

应力和吸力统一看作粒间力，考虑了该力引起的土体

体积变化，但没有考虑吸力与持水度之间关系（土水

特征曲线 SWCC）的影响。Russell 研究团队[9-10]基于

已有的相似解技术[11]，先后假定土体屈服后服从修正

剑桥模型和统一边界面模型，求解了非饱和土中圆孔

扩张问题。在此基础上，Cheng 等[12]进一步讨论了应

力和位移约束边界对圆孔扩张过程的影响。上述成果

很好地促进了非饱和土圆孔扩张理论的发展。然而，

已有解答是基于相似解技术展开，求解过程需要对偏

应力和平均应力进行简化，这使得该解答无法对各应

力分量进行确定。为此，Chen 等[13]摒弃了传统的相

似解技术，在不对偏应力和平均应力进行任何简化的

情况下，提出了基于 MCC 模型的饱和土圆柱孔扩张

问题精确解。 
鉴于此，翟张辉等[14]通过引入非饱和土有效应力

表达，在考虑吸力效应的情况下，将 Chen 等[13]的饱

和排水解拓展至非饱和土中，求解了完全排水条件下

非饱和土中的圆孔扩张问题。然而，该解答在非饱和

土相关工程问题中的应用范围有限。这是因为非饱和

土的渗透性要远小于土体饱和状态时的渗透性，故而

在沉桩挤土、静力触探及旁压试验过程中，非饱和土

中的水分很难排出，因此该类工程问题对应的是不排

水条件。另一方面，与排水情况相比，不排水条件下

圆孔扩张问题更为复杂，此时塑性区的吸力是一变量

而非常量。具体而言，尽管不排水条件下土体的质量

含水率不变，然而由于土中气体的排出，使得孔隙在

扩孔过程中被压缩，土体饱和度发生了变化；根据非

饱和土 SWCC 可知，在既定的增湿或减湿路径下，土

体饱和度与吸力大小是一一对应的，因而吸力也随之

发生了变化。从方程求解角度而言，完全排水条件下

的扩孔问题中未知变量有 4 个，包括 3 个应力分量和

比体积，此时非饱和吸力为一已知常数；而不排水条

件下，未知变量增加到 5 个，即还需在原来基础上求

解扩孔过程中吸力的变化。为此，本文拟在原有的固

相方程组中进一步引入能够反映吸力与体应变关系的

液相本构方程，对不排水条件下扩孔问题进行求解。

与 Chen 等[15]采用的方法相比，本文采用了更为简化的

本构模型，计算参数易于确定。本文研究成果将为非

饱和土中沉桩挤土效应及旁压试验结果分析等提供理

论依据。 

1  非饱和土中圆柱孔扩张力学模型 
假定圆柱孔初始孔径为 a0，当孔径从 a0扩张到 a

时，孔周任一点从 r0移动至 r 位置，扩孔压力从初始

有效应力'0增加到'a，如图 1 所示。圆孔周围形成一

个半径为 rp的塑性区，在塑性区外为弹性区。应力和

应变均以压为正。 

图 1 圆柱孔扩张模型 

Fig. 1 Model of cylindrical cavity expansion 

在极坐标系内，任一土单元的位置可表示为(r，
z)，其总应力和有效应力分量可分别表示为 r ，

 ， z 和 r ，  ， z 。与饱和土中类似，非饱和

土中柱孔周围土单元的总应力平衡微分方程可以表示

为 
d 0
d

rr

r r
  

    。           (1) 

根据 Bishop[16]，非饱和土中的有效应力公式可表

示为 
   n s       。            (2) 

式中  n 为净应力，等于总应力减去大气压，即

au  ； 为有效应力参数；s 为吸力，等于大气压减

去孔隙水压，即 ua-uw。因此，非饱和土中平衡微分

方程表示成有效应力的形式为 
d d 0
d d

rr s
r r r

 


  
     ，     (3) 

式中，
d( )

d
s

s


  。  为有效应力参数，对于完全饱

和的土和干土其值分别为 1 和 0；对于非饱和土， 可

以表示为[10] 
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式中，se 为进气值，即土体从饱和状态过渡到非饱和

状态时的吸力。 
根据临界状态弹塑性理论，在不做任何假定的情

况下，平均有效应力 p和偏应力 q 可表示为 
1 ( )
3 r zp           ，            (5) 

2 2 21 ( ) ( ) ( )
2 r z z rq                      。 (6) 

2  非饱和土中圆柱孔扩张的应力分析 
2.1  弹性区应力 

根据 Hooke 定律，弹性区内应力–应变关系可用

增量形式表示为 
e

e

e

d 1 d
1d 1 d

d 1 d

r r

z z

v v
v v

E
v v

 

 
 
 

      
            
          

  ，  (7) 

式中，v 为泊松比，E 为弹性模量，可由比体积、平

均有效应力 p′等表示为[17] 
3(1 2 )v pE 




   。            (8) 

联立式（3），式（7）和式（8），弹性区的有效应

力分量可表示为[13] 
2

p
0 p 0( )r

r
r

   
 

       
 

  ，        (9) 

2
p

0 p 0( )
r
r   

 
       

 
  ，   (10) 

0z     ，                  (11) 

式中，假定土体中各向初始应力相等，均为 0 ，则根

据式（5），平均有效应力 p'0= 0 ， p 为弹塑性边界 
处的平均有效应力。 
2.2  非饱和土本构模型 

随着扩孔压力增大，柱孔孔壁及周围土体依次从

弹性状态发生屈服，进入塑性状态。根据 Schnaid 等[3]，

非饱和土屈服后可用修正剑桥临界状态模型进行描

述，该屈服面在 p′–q 平面内为一椭圆，其表达式为 
2

c c2( , , ) 0qf p q p p p
M p

      


  ， (12) 

式中，M 为临界状态线（CSL）斜率，可以假定为一

与土体吸力无关的材料参数[17]。 

cp为非饱和土的有效前期固结压力，其大小不仅

受土体塑性应变硬化影响，还与非饱和吸力硬化效应

有关[18]，即 
p
p

c c0 exp ( )p p s



 

 
   

  
  ，    (13) 

式中，和分别为–lnp′平面内正常压缩线和回弹

线斜率，为比体积，其值等于 e+1（e 为孔隙比）。 p
p

为塑性体应变， ( )s 为吸力硬化效应引起的 cp增量，

在 – p平面内指的是临界状态线由吸力 s 变化引起

的偏移量。 c0p 为饱和土前期固结应力，可表示为[18] 

      c0
lnexp N pp  

 
      

  ，     (14) 

式中，N 为–p′平面内正常压缩线上当 p′=1 时所对应

的比体积。 
2.3  塑性区应力 

在塑性区，某一点土体的塑性应变增量可通过对

塑性势求应力的偏导进行确定。此处采用相关联流动

法则，即假定塑性势面 g 与屈服面 f 重合。结合屈服

面方程式（12），各应变增量可表示为[6] 
2 2

p ( )d 3( )
3r r

r

f p M p 


            
 ，(15a) 

2 2
p ( )d 3( )

3
f p M p 


 


            
 ，(15b) 

2 2
p ( )d 3( )

3z z
z

f p M p 


            
 ，(15c) 

式中， pd r ， pd  和 pd z 为 r， 和 z 方向的塑性应变

增量，为塑性乘子， /q p  为应力比。 
不论饱和土还是非饱和土，在不排水条件下，土

体的质量含水率均为常数。然而，与饱和土不同的是，

非饱和土扩孔过程中，由于孔隙气体的排出，土体比

体积不再是常数，这使得塑性区土体的饱和度发生

变化。根据 SWCC 曲线可知，吸力 s 也随之发生变化。

由此可见，在不排水条件下的非饱和土圆孔扩张问题

中，未知变量有 5 个，分别为 r ，  ， z ，和 s；
而目前仅有 3 个方程，即式（15a），（15b）和（15c）。
为此，需要进一步引入反映吸力和比体积之间关系的

水相本构方程，以及有效应力和吸力之间的平衡微分

方程。 
根据体积含水率、饱和度以及孔隙比之间的关系，

吸力与比体积增量关系可以表示为[18] 
2

w md d dc c s           ，    (16) 

式中，c′m=-Gs/，Gs为土粒相对质量密度，为土水

特征曲线斜率，c 反映的是土体压缩性，可表示为

p′/，w为水的体积，的含义见式（）。
   在不排水条件下，土中水的体积变化为 0，即

dw=0，此时式（16）可写成 
2

m( )d dc c s 



 

   。       (17) 
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结合应力–应变关系式（15）以及比体积与吸力的

关系式（17），塑性区微分方程可表示（推导详见附录）

为 
11 12 13 14

21 22 23 24

31 32 33 34

44

D D
D D1
D D

0 0 0D D

r r

z z

b b b b
b b b b
b b b b

bs

 

 
 
 



     
                        

 。 (18) 

为了强调土体固相和液相本构方程是追踪某一土

单元的拉格朗日坐标描述（与空间位置无关），并与欧

拉坐标系下的平衡微分方程进行区分，式（18）中统

一用D r ，D  ，D z 和D r ，D  ，D z 表示某一

土单元在径向、切线、竖向上的应力和应变增量。bij (i，
j=1，2，3)和均是包含有效应力 r ，  ， z ，和
s 的显式表达（附录中式 A9a～A9n）。 

对于圆柱孔扩张问题，其竖向应变D z =0，因此

体应变增量 vD = D r + D  ；又由于 v
DD 




  ，

D 
Dr
r

 ，因此，式（18）又可写成 

11 12 11 14
1 D DD ( ) Dr

rb b b b
r


 


            

  ，  (19a) 

21 22 21 24
1 D DD ( ) Drb b b b

r


 


            
，(19b) 

31 32 31 34
1 D DD ( ) Dz

rb b b b
r

 


            
 ，(19c) 

    44D = D
bs 


 。                (19d) 

由于欧拉系的平衡微分方程式（3）不能直接与拉

格朗日系的式（19）联立求解 5 个未知变量，因此需

要引入辅助变量，将式（）转化到拉格朗日系下。 
根据 Chen 等[13]，可表示为

0r r ru
r r




    ，         (20) 

式中，ur为径向位移。 
对式（20）求导可得 

D D
1

r
r







  。            (21) 

考虑塑性区扩孔产生的大应变，dur/dr 可表示为 
0rd 1

d (1 )
u
r


 

 


  ，         (22) 

式中，0为初始比体积，d/dr 为关于 r 的空间导数。

注意此处不要与追踪某一土单元的 Dur/Dr 混淆，对于

固定位置 r0，Dur/Dr=1[13]。 
将式（20）～（22）代入平衡微分方程式（3），

得 
0r

r
D D 1 0
D D (1 )

s 
   

    

               
 ，(23) 

式中，D/D为土单元关于的物质导数。
将式（）代入式（）中，并联立式（），可

组成求解不排水条件下非饱和土中圆柱孔扩张问题的

方程组：
11 12 11 14D

D (1 )
r b b b b 


  
 
   

   
  ， (24a) 

21 22 21 24D
D (1 )

b b b b 


  
 
   

   
  ， (24b) 

31 32 31 34D
D (1 )

z b b b b 


  
 
   

   
  ， (24c) 

44D D
D D

bs 
 



  ，               (24d) 

式中， 

 
12 11

0

D
1 / (1 ) (1 )D

r b b 


    
             

 

11 14 44b b b



   
   

  。.         (24e) 

需要说明的是，当式（24）中 D（体变为），
且Ds（吸力为或常吸力）时，该解答将退化至文

献饱和土中圆柱孔扩张的不排水解答；当式（24）
中 D，而 Ds时，该解答将退化至文献饱和

土中圆柱孔扩张的排水解答。 
2.4  弹塑性边界应力 

在弹性区，平均应力保持不变，即p'=0，因此，

弹塑性边界上p(
pr( / )r ru r  )的平均有效应力等于初始

值，即

p 0( )p p    ，           (25) 

式中， 0p为初始平均有效应力。 
将式（25）代入式（12）中，弹塑性边界的偏应

力可表示为 

    p p c p( ) ( ) ( )q M p p p          ， (26) 

式中，前期固结压力 cp可由式（13）计算。 
根据式（5），（6），（9），（10）和（11），弹塑性

边界处有效应力分量为 
2

p
r p 0

( )
( )

3
q

p


      ，      (27a) 

2
p

p 0

( )
( )

3
q

p


      ，      (27b) 

p 0( )z p      。             (27c) 

弹塑性边界处的比体积和吸力分别等于初始比体

积 0 和 0s ： 

p 0( )     ，              (27d) 

p 0( )s s    。              (27e) 
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    至此，控制方程式（24）及边界条件方程式（27a）～
（27e）中已全部用代替了 r；然而，方程求解后尚

需将变量从转化为 r，该步骤可通过下式完成： 

  ( ) 0

exp
1 ( )(1 )a

r d
a






    

 
      

  ，(28) 

式中，a对应的是孔壁上 ur/r 的值。 

3  结果验证及吸力效应讨论 
选取非饱和高岭土的力学参数[18]作为模型计算

参数，其中 M=0.85，N=2.64，，，，
Gs=2.67，se=85 kPa，s=0.6s，s，初始平

均净应力 pn=p′-s200 kPa，假定初始孔径与最终扩

孔半径比值 a0/a=0.25。为了验证本文方法的可靠性，

首先取吸力 s 为 0，使得本文的解退化至饱和土中，

并与文献[13]中的饱和排水解进行对比。此外，在非

饱和土参数及弹塑性边界处应力值（p'0和 q）均一致

的情况下，在 p'–q 平面内与传统的相似解方法[11]进

行对比。在此基础上，取不同的初始吸力和比体积，

讨论吸力效应对不同初始比体积非饱和土中扩孔引起

的应力分布及扩孔压力等的影响。 
3.1  退化解答 

当土体吸力为 0 时，土体呈饱和状态，则控制微

分方程（式（24））中，反映吸力与比体积关系的液相

本构关系式（24d）不再需要；同时 s=0 使得式（23）
中 Ds=0，式（24）中的 b14，b24 和 b34 均为 0；此时

该解答退化至文献[13]中的饱和排水解。图 2 为退化

后计算的扩孔压力随孔径的变化，随着孔径的增大，

扩孔压力先快速增大，当圆柱孔扩大至约 3 倍初始孔

径时，扩孔压力逐渐趋于一稳定值。 

 

图 2 扩孔压力随孔径的变化 

 Fig. 2 Variation of cavity pressure with cavity radius  

图 3 为圆孔周围土体应力分量 r ，  和 z 及比

体积的径向变化。在弹性区，为常数，弹性区内应

力分量 r ，  和 z 三者之和为常数 0p p'0。在塑性区，

由于受扩孔挤压作用，随土体水分排出而减小， r 随

着径向距离的增加呈单调递减， z 和  则呈非单调

的变化特征。由图 2 和 3 可见，本文的解答可以完全

退化至文献[13]饱和土中圆孔扩张排水解答。

 

图 3 圆孔周围土体应力及比体积的径向变化 

Fig. 3 Radial variation of soil stress components and void ratio in  

surrounding soil 
3.2  与已有方法对比 

为了进一步验证本文方法的可靠性，在 p'–q 平

面内将本文方法计算的非饱和土圆柱孔不排水扩张引

起的应力路径与传统相似解法进行对比。由图 4 可见，

在弹性区内，p'始终为常数，应力路径为平行于 q 轴

的直线。对于初始比体积的非饱和土，跟重超

固结土类似，土体先从“干”侧到达屈服面，之后随

着 p'的增大，应力路径近似地平行于 p'轴，在靠近屈

服面位置平移，之后快速增大至临界状态线。 



图 4 p′–q 平面内的应力路径
Fig. 4 Stress paths in p′–q plane  

对比两种方法可见，在 p'–q 平面内，两种方法

确定的应力路径接近，这一定程度上说明本文的计算

方法是可靠的。但需要注意的是，与已有相似解方法

相比，本文方法还能够计算圆孔周围各应力分量的大

小（见图 5～7），且能直接确定扩孔压力随孔径的变

化（见图 10）。 
3.3  吸力效应的影响分析 

将初始吸力 s0分别取 340，680 kPa，初始比体积



第 4 期                    张亚国，等. 非饱和土中圆柱孔扩张问题不排水解答及吸力影响效应分析                    739 

 

取 1.85，1.70 和 1.55，通过对初始条件的正交组合，

分析吸力对不同初始比体积的非饱和土中圆孔周围应

力及扩孔压力等的影响。 
图 5 为时，扩张圆孔引起的周围土体应力

分量、比体积及吸力沿径向的变化。由图 5（a）可以

看出，在非饱和土塑性区，由于受扩孔挤压作用，
随土体中气体的排出而减小。在不排水的情况，土体

饱和度 Sr随着的减小而增大，根据 SWCC 曲线可知，

吸力 s 会随之减小；这也是塑性区内越靠近圆孔，
和 s 越小的原因。此外，在塑性区， r 和 z 随着径向

距离的增加呈单调递减，'则呈先减小后增大到再减

小的变化过程。对比图 5（a）和（b）可见，随着吸

力增大，圆孔周围应力增大，说明土体出现了吸力硬

化现象。  

 

图 5 的孔周土体应力、比体积及吸力的径向变化 

Fig. 5 Radial variation of soil stress, void ratio and suction in  

surrounding soil with   

图 6 为时圆孔周围各应力分量、比体积及

吸力沿径向的变化。与图 3 相比，较小，土体较为

致密；因此，当圆孔扩张到相同孔径 a 时，孔壁处的

应力较图 3 中有显著增大。对比图 6（a）和 6（b）可

见，孔壁处应力随着 s 的增大而增大。 
图 7 为的情况。与图 5 和图 6 不同的是，

比体积在塑性区随着 r/a 的增大，呈先增大后减小的

变化趋势。这说明周围土体在扩孔挤土过程中，局部

出现了剪胀现象。而且 s 越大，剪胀效应越明显。 

图 6 的孔周土体应力、比体积及吸力的径向变化 

Fig. 6 Radial variation of soil stress, void ratio and suction in  

surrounding soil with   

图 7 的孔周土体应力、比体积及吸力的径向变化 

Fig. 7 Radial variation of soil stress, void ratio and suction in  

.surrounding soil with   

图 8 为扩孔过程中 e–lnp′平面内的应力路径。在

弹性区，平均有效应力 p′和 e 均为常数，因此，在弹

性区的应力路径为初始值对应的一个点。在塑性区，
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土单元比体积将随着 p′变化。由图 8 可见，当初始

比体积较大时（，），随着 p′的增大，
先缓慢减小，之后快速减小至临界状态线（CSL）；当

较小时（），随着 p′的增大，先增大，后逐

渐减小至临界状态线（CSL）上。这说明对于较大

的土体（土体疏松），在不排水扩孔过程中，土体比体

积随着平均有效应力的增大而减小（压密）；但对于

较小的土体（土体致密），在扩孔初始阶段，土体比

体积随着 p′的增大而增大，说明土体出现了剪胀的现

象。 
对比不同初始吸力 s0下的应力路径可知，随着吸

力的增大，临界状态线向右发生了偏移，而土体达到

临界状态时所对应的平均有效应力 p′随 s0 增大而增

大，这说明土体出现了吸力硬化现象。 

图 8 e–lnp′平面内的应力路径 

Fig. 8 Stress paths in e-lnp′ plane 

图 9反映的是圆孔周围土体吸力增量s随径向位

置的变化。通过对s 除以 p'lim（将孔壁应力分量代入

式（5）中可得）进行无量纲化。由图 9 可见，随着距

圆孔距离的减小，吸力逐步减小（s 为负值），这是

由于非饱和土中孔隙压缩，饱和度增大所致。然而，

对于初始比体积为 1.55 的致密土体，在扩孔过程中，

s 出现正值，说明该位置的吸力有所增大。根据非饱

和土 SWCC 可知，该位置对应的饱和度应减小。对于

不排水的情况，只有土体体积增大才能引起饱和度减

小，这进一步说明了圆孔周围土体局部发生剪胀现象。 

图 9 圆孔周围吸力增量随径向位置的变化 

Fig. 9 Variation of suction increment with radial positions  

图 10 为扩孔压力随着孔径的变化曲线。由图 10
可见，在圆柱孔扩张初始阶段，扩孔压力快速增大，

随后逐渐趋于一定值。当土体初始比体积较大时，

土体较为疏松，对应的扩孔压力较小；当土体较小

时，对应的扩孔压力明显增大。对于同一初始比体积

，扩孔压力随着吸力的增大而增大。 

图 10 扩孔压力随孔径的变化 

Fig. 10 Variation of cavity pressure with cavity radius  

4  结    论 
本文在已有的饱和土圆孔扩张理论基础上，通过

引入反映吸力和比体积之间关系的液相本构方程，求

解了不排水条件下非饱和土中圆柱孔扩张问题。通过

与传统相似解方法对比，验证了本文方法的可靠性。

主要得出以下结论： 
（1）对于同一初始孔隙比（比体积）的非饱和土，

当吸力增大时，圆柱孔周围应力、扩孔压力以及临界

状态压力均随之增大，而比体积降幅减小；这说明非

饱和土出现了吸力硬化现象。 
（2）对于初始孔隙比较小的非饱和土，随着有效

平均应力的增大，其比体积并非单调减小，而是在圆

孔周围塑性区出现先增大后减小的变化特征，其对应

的吸力也呈同样变化趋势，这说明对于较为密实非饱

和土，在不排水扩孔过程中出现了剪胀现象。 
（3）与传统相似解方法相比，本文方法没有对平

均有效应力和偏应力作任何简化，因而能够确定扩孔

过程中周围土体的各应力分量，且能够合理计算扩孔

压力随孔径的变化，这为非饱和土中沉桩挤土及旁压

试验等分析提供了理论依据。 
此外，本文方法中非饱和土前期固结压力表达采

用的是吸力解耦的形式，即假定吸力使临界状态线在 
–p′平面内发生了平移；对应吸力耦合情况下的解析，

将在后续研究中进一步分析。 
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附录： 

根据式（12）， cdp可以写成 

2 2
c 2

1d ( )d +2 dp M p q
M

        。   (A1) 

根据式（14）， cDp还可以表示为 

 

pc c
c pp

p

c p
p

d d d

( ) ( )    d d

p p
p s

s

p s s s
s




  


 

    
 

  
 

 

  。     (A2) 

联立式（A1）和（A2），塑性区体应变 p
pd 可表示

为 

 
p
p 2

c

d
( )p s p M

 


 


 
 

   

2 2 2 2 2
2 2

2 ( )( ) d + ( ) d dsp M p p M q M p s
M s

  


               
，

                                 (A3) 
由于 p p p p

pd d d dr z      ，根据 15（a）～15（c）和式

（A3），可得塑性乘子： 

2
c( ( ))p p s M
 

 


  
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2

2 2 2 2

2 ( )d d dM sp q s
M M s

 
 

       
  。 (A4) 

将式（A4）代入式（15a）～（15c）中，并利用 
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d +d +d
d

3
r zp     

    ，        (A5a) 

d d + d + dr z
r z
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  
    
    

 ， (A5b) 

至此，可将塑性区内的本构关系（式（15）和（17））
表示为 

p 2

p 2

p 2

dd
dd
dd
dd 0 0 0

rr r r r z r

r z

zz z r z z z
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式中， 
2 2( ) 3( )
3r r

p Ma p
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        ，   (A7a)
 

2 2( ) 3( )
3

p Ma p 



        ，  (A7b)
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由于弹性区吸力增量为 0，因此弹性阶段由吸力 
引起的应变和比体积均为 0；这样，弹塑性应变和比

体积增量可表示为 
2
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                                    (A8) 
反过来，弹塑性应力和吸力增量可表示为 
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 。 (18) 

这里D r ，D  ，D z 和D r ，D  ，D z 分 
别表示的是某一土单元的应力和应变增量，Ds 和 
D为吸力和比体积增量[13]。式中， 

2 2 2
11 2

1 (1 2 )z zb v Ea y Eva a y Ea y
E       ， (A9a) 

2
12 2

1 ( ) (1 )  r z z zb Ea a va y v v Ea a y Ea y
E           ，

       
(A9b) 

2
13 2

1 ( ) (1 )r z zb Ea va a y v v Ea y Ea a y
E           ，

  
(A9c) 

 14 2

(1 ) ( 1) ( )r z
v hb v a v a a

E l 


      ，    (A9d) 

2 2 2
22 2

1 1 2r r z zb v Ea y Eva a y Ea y
E

      ，(A9e) 
2 2

23 2

1 [ ( ) ] r z r zb v v Eva y Ea a y Eva a a y
E        ，

    
(A9f) 

 
24 2

(1 ) [( 1) ( )]r
v hb v a v a a

E l  


     ，    (A9g)
 

2 2 2
33 2

1 [1 2 ]r rb v Ea y Eva a y Ea y
E       ，(A9h) 

34 2

(1 ) [( 1) ( )]z r
v hb v a v a a

E l 


     ，    (A9i) 

44b
yl


   ，                 (A9j) 

21 12b b   ，                (A9k) 

31 13b b   ，                 (A9l) 

  32 23b b   ，                 (A9m) 

2 2
3

2

1 [( 1 2 ) ( 1 )

      ( 1 ) 2

r

z

v v v E v a y
E

E v a y Eva a y 


          

   

 

2 2 2 ( ) ]  z z r zEa y Eva y Eva a a y   。    (A9n)

 



第43卷  第 4期                   岩   土   工   程   学   报                  Vol.43  No.4 
2021 年    .4 月                       Chinese Journal of Geotechnical Engineering                       Apr.  2021 

基于红外热成像技术的土体水分蒸发过程研究 
林宗泽，唐朝生

*
，曾  浩，程  青，田本刚，施  斌 

（南京大学地球科学与工程学院，江苏 南京 210023） 

摘  要：蒸发是大气–土体相互作用的主要方式之一，也是改变土体水分场及影响土体工程性质的重要因素。提出采用

红外热成像技术对土体水分的蒸发过程进行试验研究，共配置了 3 组不同厚度和初始含水率的土样，将其置于恒定温

湿度条件下干燥，定时称取试样质量变化获得土样的水分蒸发过程，并利用红外热成像仪实时记录土样表面的温度场

变化。结果表明：土样的蒸发速率随干燥时间可分为 3 个典型阶段，即常速率阶段、减速率阶段和残余阶段。作为响

应，土表温度变化也呈现 3 个典型阶段，即恒定低温阶段、升温阶段和稳定阶段，且与蒸发阶段一一对应。基于蒸发

过程中大气–土体之间的物质能量交换特征，通过理论推导，建立了土体蒸发速率与大气–土表温度差之间的线性理论

关系，并进行了试验验证，发现该理论关系不受土样初始厚度和含水率的影响。研究成果表明，利用红外热成像技术

开展土体蒸发特性研究是可行的，为快速掌握气候作用下土体水分蒸发过程及表面水分场的时空演化特征提供了新的

技术思路。 
关键词：红外热成像技术；土体蒸发；温度；能量平衡模型；厚度；含水率 
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Soil evaporation based on infrared thermal imaging technology 

LIN Zong-ze, TANG .Chao-sheng, ZENG. Hao, CHENG Qing, TIAN Ben-gang, SHI Bin  
(School of Earth Sciences and Engineering, Nanjing University, Nanjing 210023, China) 

Abstract: Evaporation is one of the major approaches of interaction between soil and atmosphere. Additionally, it is also an 

important factor which significantly controls the moisture field of soil and successively affects its engineering characteristics. In 
this investigation, the infrared thermal imaging technology is used to conduct experimental researches on the soil evaporation 

process. Three sets of soil samples with different layer thicknesses and initial moisture contents are configured. The samples are 
dried under the constant temperature and relative humidity conditions while their mass changes are regularly recorded to obtain 

the evaporation process. The temperature field of the soil surface is simultaneously monitored in real time with an infrared 
thermal imager. The experimental results show that the evaporation process of soil samples can be divided into three typical 

stages: the constant rate stage, the falling rate stage and the residual stage. In response, the soil surface temperature also 
undergoes three typical stages: the constant low temperature stage, the rising temperature stage and the stable stage, which 

correspond to the three evaporation stages. Based on the law of conservation of energy, a linear relationship between the soil 
evaporation rate and the temperature difference between the soil surface and the atmosphere is established through theoretical 

deduction and verified through experimental inspection. This relationship is found to be not affected by the initial layer 
thickness or moisture content of the soil samples. The research results show that it is feasible to utilize the infrared thermal 

imaging technology in soil evaporation studies, which provides an original approach for grasping the temporal and spatial 
evolution characteristics of the surface moisture field under climatic impact in a more rapid way.  
Key words: infrared thermal imaging technology; soil evaporation; temperature; energy balance model; soil thickness; moisture 

content 

0  引    言 
蒸发作为大气–土体相互作用的主要方式之一，在

干旱、半干旱地区的水循环与能量平衡中扮演着至关

重要的角色[1]。干旱环境中大气–土体界面上的蒸汽压

─────── 

基金项目：国家杰出青年科学基金项目（41925012）；国家自然科学基

金项目（41572246，41772280，41902271）；江苏省自然科学基金项目

（BK20171228，BK20170394）；中央高校基本科研业务费专项资金项目 
收稿日期：2020–08–05 
*通信作者（E-mail: tangchaosheng@nju.edu.cn） 

DOI：10.11779/CJGE202104017 



744                         岩  土  工  程  学  报                                    2021 年 

表 1 下蜀土基本物理性质 

Table 1 Physical properties of Xiashu soil 
相对质量密

度 sG  
液限 

Lw /% 
塑限 

Pw /% 
塑性指数 

PI  
最优含水率 

optw /% 
最大干密度

d /(g·cm-3) 
黏粒含量（d<0.005 mm）

/% 
2.73 36.5 19.5 17 16.5 1.70 22 

梯度较高，导致土体水分的蒸发强度较大，水分的蒸

发会直接改变土体的含水率及水分场的空间分布状

态，而土体的工程性质对含水率变化非常敏感，从而

诱发龟裂、盐碱化、土质退化、地面沉降等岩土工程

和环境工程地质问题[2]。近年来，受全球气候变化影

响，大范围的水文变化加剧了世界上许多地区的旱情。

极端干旱气候的频发使得蒸发诱因的区域性岩土/地
质工程问题或灾害更加显著，如地基土收缩变形引起

的差异沉降导致地面基础设施大面积受损，土体开裂

引起力学性质弱化及渗透性增加导致工程结构稳定性

降低等，从而造成国民经济损失。因此，土体水分的

蒸发过程及机理近年引起了学界的极大关注。 
与纯水不同，水分在土体内的存在形式十分复杂，

其蒸发和运移过程受土体结构及外部环境等诸多因素

的制约。目前对土体水分蒸发的研究主要集中在各种

影响因素方面，如环境温湿度、风速、土体成分、土

体结构和含水率等[3-12]。然而，传统的土体蒸发量化

研究手段如蒸渗仪、土柱、土盒试验等的数据采集大

多为点线式[13-17]，获取的数据也较为离散，且在经济

成本和时间成本上耗费较大。同时，水分测量设备的

埋设会破坏局部土体结构，扰动水分迁移路径，在一

定程度上会影响研究结果的准确性，进而限制理论研

究的进展。因此，目前学界对于土体蒸发模型的理论

推导，尤其是黏性土方面，还鲜有报道。 
土体水分蒸发的本质是其孔隙中的液态水通过吸

收外部环境提供的能量，汽化为水蒸气后外逸的物理

过程。水分子在离开土体表面的同时，会以潜热的形

式带走土中的热量，导致土体温度产生相应的变化。

蒸发的水分越多，消耗的潜热越多，土体降温也越大。

因此，理论上可以通过监测土体的温度变化来评价土

体水分的蒸发速率或者蒸发量。然而，目前学界关于

土体蒸发过程中的温度变化以及温度与蒸发之间理论

关系的研究还较为鲜见，这其中的关键问题是如何准

确获得土体表面的温度场。红外热成像技术作为一种

无接触、可视化、数据采集便捷的测温手段[18-19]，能

够精确地获取物体表面的温度分布。近年来，该技术

已经被广泛的运用到了环境、地质、岩土等领域的研

究中，例如岩石在受荷载条件下的破坏及变形监测、

红外探水、地热场监测等[20-22]。但目前还尚未见基于

红外热成像技术的土体水分蒸发研究。 
为此，本文采用红外热成像技术对不同初始条件

的土体蒸发特性开展了一系列室内试验研究，旨在提

出一种无损、便捷、精确的土体蒸发研究新方法。试

验中，为了计算蒸发速率，监测了蒸发失水导致的试

样质量变化，并采用红外热成像仪实时记录了试样蒸

发过程中的表面温度场演化。根据相关理论，分析了

土体表面温度的变化过程以及对蒸发的响应机制。基

于土–气交互的能量守恒模型推导了土体蒸发速率与

土表界面温差之间的理论关系，并对其合理性和准确

性进行了讨论和验证。 

1  试验材料与方法 
1.1  试验材料 

（1）试验土 
本次试验采用南京地区的下蜀土作为研究对象，

取土深度约 0.5～1.5 m，其颜色为褐黄色。下蜀土广

泛分布于长江中下游地区，其黏土矿物主要由伊利石

和伊利-蒙脱石层间矿物组成[23]。表 1 给出了试验土的

基本物理性质。图 1，2 给出了该土的颗粒级配累计曲

线及击实曲线。由图 2 可知，下蜀土的最优含水率为

16.5%，对应最大干密度为 1.70 g/cm-3。根据美国

ASTM 协会的土体分类标准（ASTM，2011），下蜀土

可被划分为低液限黏土（CL）。 

图 1 下蜀土颗粒级配累计曲线 

Fig. 1 Cumulative grain-size distribution curve of Xiashu soil 

图 2 下蜀土击实曲线 

Fig. 2 Compaction curve of Xiashu soil 
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（2）红外热成像仪 
本研究使用的红外热成像仪型号为 FLIR-T620，

该仪器工作波段为 7.8～14 μm，相机分辨率 640 pix 
×480 pix，温度测量灵敏度可达±0.04℃，精度可达

±0.1℃。红外热成像技术的基本原理是物质温度在绝

对零度（-273.15℃）以上时，物质不断地向外辐射电

磁波[24]。当物质温度发生变化，电磁波的辐射强度与

波长分布特性也会随之改变。波长介于 2.0～1000.0 
μm 的电磁波被称为热红外线。在辐射过程中由于大

气的阻隔，仅在 3～5 μm 和 8～12 μm 两个波段的热

红外线具有较好的穿透能力[25]。通过捕获这两个波段

的热红外线，并标定其辐射强度与物质温度之间的量

化关系，即可实现对目标物体温度的反演。 
1.2  试样制备 

将取回的土样风干粉碎，过 2 mm 筛，以去除原

状土体内的大颗粒杂质。过筛后的土样通过与蒸馏水

混合并充分搅拌配制成含水率为 55%和 65%的两组泥

浆样。随后，在振动台上振动泥浆 5 min，排除搅拌

过程中其内部产生的气泡。利用薄膜将泥浆密封在容

器中，静置 48 h。待泥浆沉积稳定后，抽去表面清液。

将配制好的泥浆样缓慢地倒入圆形铝盒后，采用保鲜

膜密封整个试样，静置于试验环境内 72 h，以保证试

样初始温度与环境温度一致。考虑到试样尺度过大可

能更容易受到外界环境及土结构非均质性的影响，从

而造成的土表局部蒸发不均匀，因此本次试验使用的

铝盒内径为 4 cm。此外，由于土体水分蒸发速率受到

初始含水率和初始厚度等因素的影响[26]，本次试验中

共设计了 2 种不同初始含水率（55%，65%）和 2 种

不同初始厚度（1 cm，2 cm）的试样进行对比试验，

以研究不同土体性质条件下的蒸发特性。具体的试样

参数如表 2 所示。 
表 2 土样参数 

Table 2 Parameters of samples 
试样编号 初始含水率/% 直径/cm 厚度/cm 

S1 65 4 1 
S2 55 4 1 
S3 55 4 2 

1.3  试验方法 

将试样表面密封材料揭去，在铝盒侧壁及底部包

裹隔热保鲜膜后，置于温度 31±1℃，湿度 75%±2%
的恒温室内干燥。通过试样正上方的红外热成像仪来

记录土体蒸发过程中的表面温度变化，试验装置示意

图如图 3 所示。与此同时，通过高精度电子天平（精

度±0.005 g）实时获取土体在蒸发过程中的质量变化，

从而计算各时刻土体对应的蒸发速率和含水率。为了

排除自然光周期性变化造成的外辐射干扰，本次试验

在恒定光源下进行。 

图 3 红外热成像综合试验装置 

Fig. 3 Schematic drawing of experimental setup 

2  结果与讨论 
2.1  水分蒸发过程 

在干燥环境下，由于大气–土界面存在蒸汽压梯

度，当大气相对湿度低于土体的相对湿度时，土体内

的液态孔隙水不断汽化向外逸出，即土体水分蒸发。

土体的质量也随之逐渐减小。图 4 给出了不同初始含

水率和不同初始厚度试样的蒸发速率随干燥时间的变

化。可以发现，试样在不同的初始含水率和厚度条件

下，蒸发速率变化的总体趋势一致，主要由 3 个阶段

组成[27-29]： 
（1）常速率阶段：该阶段试样水分蒸发速率较为

稳定，数值上趋于某一常数。例如试样 S1（含水率

65%，厚度 1 cm）在该阶段的蒸发速率大约为 0.14 
mm/h。这一现象的原因在于，该阶段土体处于饱和或

接近饱和状态，土体内部有充足的水分供给蒸发的需

要，大气–土界面的蒸汽压差基本保持恒定。此时的土

体蒸发主要受环境因素主导（如风速、温湿度、能量

供给等）[30]。 
（2）减速率阶段：该阶段试样的蒸发速率随着干

燥时间而逐渐减小。这是因为随着干燥的持续进行，

土颗粒间的孔隙水不断减少产生毛细作用，诱导粒间

吸力的形成。已有学者发现在土体由常速率蒸发阶段

过渡到减速率阶段的过程中，土体状态从饱和转化为

非饱和状态[31]。在非饱和状态下，土体内部吸力随着

含水率的减小而显著上升[32-34]。吸力能抑制孔隙水的

迁移，是土体持水能力的体现。吸力越大，土体持水

能力越强[35]。并且，土体内部吸力的增加，孔隙中的

相对湿度降低，会导致大气–土界面上的蒸汽压梯度减

小，从而减弱了土体水分蒸发的驱动力[30]。因此，在

土体蒸发经过常速率阶段以后，由于吸力的形成与发

展，蒸发速率逐渐降低。此外，随着土体含水率或饱

和度的下降，土体发生收缩变形，孔径及渗透系数减

小，孔隙水由连续向非连续过渡，水分迁移由液相传

输逐渐向气相扩散转变，这些也是导致蒸发速率减小
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的重要原因。 
（3）残余阶段：该阶段试样的蒸发速率逐渐趋近

为零。主要原因在于该阶段土体孔隙水含量很低，孔

隙水的赋存状态以结合水为主，高吸力使得土体具备

较高的持水能力[36-37]。并且，大气–土界面之间的蒸

汽压接近相等，导致缺少足够的驱动力或能量使土体

孔隙水汽化[30]。因此，该阶段土体内水分变化较小[38]。 

图 4 试样在干燥过程中蒸发速率随时间的变化 

Fig. 4 Changes in evaporation rate of soil samples during  

desiccation 

此外，通过对不同初始条件下的试样蒸发速率曲

线进行对比，可发现在相同初始厚度，不同初始含水

率条件下（S1 和 S2），初始含水率越高，试样在常速

率阶段的蒸发速率越大。这是因为初始含水率较高的

土样可供蒸发的水量多，孔径相对较大，对应的持水

能力较弱。此外，相同初始含水率条件下，试样厚度

越厚，常速率阶段蒸发速率越高。部分学者针对土体

厚度对其蒸发的影响也开展了一系列试验，发现厚度

对常速率阶段蒸发速率大小的影响不是很明显[27]。这

与本文所得现象有所不同，其原因可能在于本次试验

中 S1 和 S2 的初始厚度（1 cm）略低于容器壁高度，

容器壁阻碍了由试样蒸发产生的蒸汽在其表面的流

动。因此，土体表面的相对湿度较高，导致大气–土界

面之间的蒸汽压梯度相比于 S3 偏小，水分蒸发受到

一定抑制。 
2.2  温度变化过程 

图 5 给出了土样表面温度场随时间的变化过程。

可以看出，在蒸发初期（对应常速率阶段）（图 5（a），
（b），（e），（f），（i）～（j）），土表温度随时间的变

化幅度不大。随着蒸发的持续进行，土表温度逐渐升

高。蒸发结束后，试样的表面温度与环境温度趋于一

致。由于试验土样表面积较小，不同时刻下土表温度

场分布均匀（图 5）。因此，取土表温度的平均值与环

境温度之间的差值与蒸发时间建立关系，可以得到大

气与土界面上的温度差随干燥时间的变化曲线，如图

6 所示。从图 6 可发现，界面温差与蒸发速率随时间

的变化趋势具有很好的一致性，各阶段转折点所对应

的时间点基本相同，这说明土表温度的变化能同步响

应其蒸发过程。出现这种现象的原因在于，土体水分

蒸发是一个吸热过程，蒸发强度越大，土表的释热作

用越剧烈，相应的表面温度也越低。对应于蒸发速率

演化的三阶段，在干燥过程中土体表面温度的变化也

可大致分为 3 个阶段： 
（1）恒定低温阶段：对应于蒸发的常速率阶段。

该阶段土体内部的液相自由水含量较高，外界辐射和

热传递提供的能量几乎全部传递给土体内的液相，引

起液相的熵增。当熵增至某一阈值以后，液相自由水

发生相变转化为气相水蒸气，即土体水分蒸发。由于

 

图 5 不同土性试样在干燥过程中的表面温度场随时间的变化 

Fig. 5 Changes in surface temperature field of soil samples during desiccation 
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液相水在相变过程中引起了其内部热能的损耗，导致

土体内液相与固相之间的热力学平衡被打破，两者之

间形成热力梯度，固相不断向液相提供能量。这使得

土体固相的热量减少，土体温度下降，土/气界面温差

较大。并且，伴随着恒定的蒸发速率，上述环境以及

土体液相和固相之间的热传递较为稳定。作为结果，

土体在该阶段保持着恒定低温。 
（2）升温阶段：对应于蒸发的减速率阶段。由于

前期蒸发导致土体内的自由水逐渐减少，结合水的占

比逐渐上升。结合水在分子间范德华力，偶极力等引

力的作用下，与土颗粒之间紧密贴合，并具有一定的

固相性质。相比较与自由水，结合水的物质混乱度和

熵值较低，因此激发结合水发生相变，即转化为气相

所需的能量越高。这解释了随着结合水在土体内的占

比逐渐升高，在外界环境热辐射一定的条件下，土体

蒸发速率逐渐降低的原因。蒸发速率降低意味着单位

时间内蒸发的水量及消耗的热量降低。此外，随着自

由水的减小，结合水以及固相土颗粒与外界环境的接

触面积增大。土/气间环境–液相（自由水）的热交换

逐渐转化为环境–固相（结合水与土颗粒）的热交换。

因此，该阶段土表温度的逐步上升。 
（3）稳定阶段：对应于蒸发的残余阶段。该阶段

蒸发速率趋近于 0，环境与土体的热交换趋于稳定，

达到热力学平衡，因此土体温度与环境温度趋于一致，

不再发生变化。 

图 6 试样在干燥过程中的界面温差随时间的变化 

Fig. 6 Changes in temperature difference between soil surface and  

atmosphere during desiccation 

2.3  蒸发速率与温度的理论关系 

土体蒸发过程中，土/气间能量交互服从能量守恒

定理。如果假定大气横向对流的影响可忽略不计，可

采用能量平衡模型估算土体水分的蒸发量[39-40]： 
 e nL E R G H     。            (1) 

式中  eL 为土水蒸发潜热（水由液相转化为气相吸收

的热量）（J/kg）； E为蒸发速率（mm/d）； nR 为地表

净辐射通量（环境提供的热量）（J/m2s）；G为土体热

通量（土体吸收的热量）（J/m2s）；H 为感热通量（传

导及散射到大气中的热量）（J/m2s）。对于蒸发速率而

言，水分蒸发为正，水汽凝结为负；对地表净辐射而

言，入射为正，散射为负；对土体热通量而言，能量

引起土体温度上升为正，下降为负；对感热通量而言，

能量用于加热空气为正，空气冷却失去能量为负。地

表净辐射量 nR 由入射的太阳短波辐射、大气散射和出

射的地面反射、地面长波辐射共同组成，如图7所示。 

 

图 7 水分蒸发过程中土体表面辐射平衡示意图[42] 
Fig. 7 Diagram of radiation balance on soil surface during  

Evaporation[42] 

当忽略大气散射的影响， nR 可表示为[41-42] 
 n s l(1 )R R R      ，         (2) 

式中， sR 为太阳短波辐射量， 为土体反照率， lR
为地表长波辐射量。感热通量H 可表示为[39, 43] 

 s a
p s a p

α

( )
T TH C h T T C
r

 


    ，  (3) 

式中， 为空气密度， pC 为空气的定压比热容，h为
空气的乱流导温率，αr 为空气的单位热阻，其值与 h互
为倒数， sT 为土体表面温度， aT 为参考高度处的空气

温度。 
Tanner 等[44]对式（1）～（3）进行了整理，提出

了用于估算蒸发速率的温差模型： 

 p
e n s a

α

( ) ( )
C

L E R G T T
r


      。  (4) 

Qiu等在砂性土的水分蒸发试验中发现，粗砂在干

燥过程中的土体热通量G可近似为地表净辐射 nR 的

1/5，即 n0.2G R [45]。鉴于黏性土在失水过程中的物

理性质变化与砂性土具有一定差别，对本次试验中下

蜀土的热通量值，可假设为： nG R 。式中的参数
是一个与土性相关的常量。通过此假设，式（4）可表

示为 

 pn
s a

e α e

(1 ) ( )
CRE T T

L r L


     ，  (5) 

若蒸发过程中的环境温湿度和辐射强度（恒定光照）

条件均保持恒定，即
p

e

C
L


的值为常量，则式（5）可
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进一步简化为 
 s a( )E T T T           。  (6) 

即在恒定光照或温湿度的环境中，土体水分蒸发时大

气与土表的蒸发速率 E和界面温差 T 的变化将近似

呈线性关系。式（6）中 为与辐射强度和土性有关

的常数， 为与空气单位热阻有关的常数。 
为了证明上述理论关系式的准确性，在图8中给出

了本次试验中各组试样蒸发过程蒸发速率与土表温度

的关系散点图。由图8可知，试样的蒸发速率与界面温

差间存在良好的对应关系，且初始含水率与厚度的区

别对其关系影响较小。对3组数据进行线性拟合，得到

本文研究的下蜀土的蒸发速率与界面温差之间的定量

关系如下： 
 20.0086 0.0578   ( 0.94)E T R     。 (7) 

式（7）的确定系数 2R 值为0.94，可见该拟合优度较

高，蒸发速率与界面温差之间存在较好的线性关系，

这与理论公式得出的结论相吻合，即在恒定的环境温

度条件下，土表界面温差与蒸发速率的变化线性相关。 
上述试验现象和理论关系表明，土表温度的变化

可以很好地响应土体水分蒸发过程，可以利用土表温

度数据直接反演量化土体水分蒸发速率。因此，土表

温度可以作为一种量化参数指示土体的蒸发特性。本

文提出的基于红外热成像技术研究土体蒸发特性是可

行的，后期需要围绕该技术及土体蒸发问题开展更系

统和细致的研究。 

图 8 土/气界面温差–速率关系拟合图线 

Fig. 8 Fitting curves of temperature difference and evaporation 

 rate 

3  结    论 
通过开展一系列室内干燥试验，基于红外热成像

技术研究了土体在蒸发过程中的蒸发速率和表面温度

的演化规律，并探讨了两者之间的内在联系，得到以

下主要结论： 
（1）对于初始饱和的土体，水分蒸发速率随干燥

时间呈现 3 个典型阶段，即常速率阶段、减速率阶段

和残余阶段。其阶段性变化主要与干燥过程中土的持

水能力、孔隙水的赋存状态及传输特征有关。 
（2）土体蒸发过程中，土体表面的温度变化也呈

现 3 个典型阶段，即恒定低温阶段、升温阶段和稳定

阶段，且与蒸发阶段一一对应。这主要与水分蒸发过

程中的热能消耗及热能在不同介质中的传递效应有

关。 
（3）在恒定的环境温湿度或辐射强度（光照）条

件下，蒸发速率 E 和土体表面与大气的温差 T 之间

具有线性关系： E T    ，式中的常参数 与的

外界辐射强度和土体自身性质有关， 与空气单位热

阻有关。对于同一种土，土层厚度和初始含水率对参

数 和  取值没有明显影响。 
本文研究成果表明，利用红外热成像技术开展土

体蒸发特性研究是可行的。该技术具有便捷和无损的

优点，能够快速、精确且实时地获取土体干燥条件下

表面温度场的变化特征，进而可以反演量化土体的蒸

发过程，评价土体的干湿状态。此外，本次试验成果

也为未来开展原位土体在气候作用下蒸发/水分场的

时空演化特征研究提供了新的技术思路。 

参考文献： 
[1] SAITO H, SIMUNEK J, MOHANTY B P. Numerical 

analysis of coupled water, vapor, and heat transport in the 

vadose zone[J]. Vadose Zone Journal, 2006, 5(2): 784–800. 

[2] XUE Z, AKAE T. Maximum surface temperature model to 

evaluate evaporation from a saline soil in arid area[J]. Paddy 

and Water Environment, 2012, 10(2): 153–159. 

[3] WILSON G W, FREDLUND D G, BARBOUR S L. Coupled 

soil-atmosphere modelling for soil evaporation[J]. Canadian 

Geotechnical Journal, 1994, 31(2): 151–161. 

[4] WILSON G W, FREDLUND D G, BARBOUR S L. The 

prediction of evaporative fluxes from unsaturated soil 

surfaces[J]. Unsaturated Soils, 1995: 423–429. 

[5] YANG M D, YANFUL E K. Water balance during 

evaporation and drainage in cover soils under different water 

table conditions[J]. Advances in Environmental Research, 

2002, 6(4): 505–521. 

[6] YANFUL E K, MOUSAVI S M, YANG M. Modeling and 

measurement of evaporation in moisture-retaining soil 

covers[J]. Advances in Environmental Research, 2003, 7(4): 

783–801. 

[7] CUI Y J, LU Y F, DELAGE P, et al. Field simulation of in 

situ water content and temperature changes due to 

ground-atmospheric interactions[J]. Géotechnique, 2005, 

55(7): 557–567. 



第 4 期                     林宗泽，等. 基于红外热成像技术的土体水分蒸发过程研究 

 

749

[8] CUI Y J, GAO Y B, FERBER V. Simulating the water 

content and temperature changes in an experimental 

embankment using meteorological data[J]. Engineering 

Geology, 2010, 114(3/4): 456–471.  

[9] TANG C S, WANG D Y, SHI B, et al. Effect of 

wetting-drying cycles on profile mechanical behavior of soils 

with different initial conditions[J]. Catena, 2016, 139: 105–

116. 

[10] 滕继东, 单  锋, 张  升, 等. 考虑风速影响的土表蒸发

计算方法 [J]. 岩土工程学报 , 2018, 40(1): 100–107. 

(TENG Ji-dong, SHAN Feng, ZHANG Sheng, et al. New 

method for calculating soil surface evaporation considering 

effect of wind speed[J]. Chinese Journal of Geotechnical 

Engineering, 2018, 40(1): 100–107. (in Chinese)) 

[11] 陈建斌, 孔令伟, 赵艳林, 等. 非饱和土的蒸发效应与影

响因素分析[J]. 岩土力学, 2007, 28(1): 36–40. (CHEN 

Jian-bin, KONG Ling-wei, ZHAO Yan-lin, et al. Evaporation 

effect in unsaturated soil and its influential factors[J]. Rock 

and Soil Mechanics, 2007, 28(1): 36–40. (in Chinese)) 

[12] 陈建斌, 孔令伟, 赵艳林, 等. 蒸发蒸腾作用下非饱和土

的吸力和变形影响因素分析[J]. 岩土力学, 2007, 28(9): 

1767–1772. (CHEN Jian-bin, KONG Ling-wei, ZHAO 

Yan-lin, et al. On influence factors of suction and 

deformation of unsaturated soil under evaporation and 

transpiration effect[J]. Rock and Soil Mechanics, 2007, 28(9): 

1767–1772. (in Chinese)) 

[13] SINGH V P, XU C Y. Evaluation and generalization of 13 

mass-transfer equations for determining free water 

evaporation[J]. Hydrological Processes, 1997, 11(3): 311–

323. 

[14] KONDO J, SAIGUSA N, SATO T. A parameterization of 

evaporation from bare soil surfaces[J]. Journal of Applied 

Meteorology, 1990, 29(5): 385–389. 

[15] KONDO J, SAIGUSA N, SATO T. A model and experimental 

study of evaporation from bare-soil surfaces[J]. Journal of 

Applied Meteorology, 1992, 31(3): 304–312. 

[16] BENSON C, ABICHOU T, ALBRIGHT W, et al. Field 

evaluation of alternative earthen final covers[J]. International 

Journal of Phytoremediation, 2001, 3(1): 105–127. 

[17] 宋卫康, 丁文其, 崔玉军. 恒定大气条件下砂土蒸发机制

的模型试验研究[J]. 岩石力学与工程学报, 2014, 33(2): 

405–412. (SONG Wei-kang, DING Wen-qi, CUI Yu-jun. 

Model test study of evaporation mechanism of sand under 

constant atmospheric condition[J]. Chinese Journal of Rock 

Mechanics and Engineering, 2014, 33(2): 405–412. (in 

Chinese)) 

[18] TAROZZI L, MUSCIO A, TARTARINI P. Experimental tests 

of dropwise cooling in infrared-transparent media[J], 

Experimental Thermal and Fluid Science, 2007, 31(8): 57–

865. 

[19] WULSTEN E, LEE G. Surface temperature of acoustically 

levitated water microdroplets measured using infrared 

thermography[J]. Chemical Engineering Science, 2008, 

63(22): 5420–5424. 

[20] 吴  贤, 高  祥, 赵  奎, 等. 岩石破裂过程中红外温度

场瞬时变化异常探究 [J]. 岩石力学与工程学报 , 2016, 

35(8): 1578–1594. (WU Xian, GAO Xiang, ZHAO Kui, et 

al. Abnormality of transient infrared temperature field(ITF) in 

the process of rock failure[J]. Chinese Journal of Rock 

Mechanics and Engineering, 2016, 35(8): 1578–1594. (in 

Chinese)) 

[21] 袁宗征, 刘  苗, 王双超, 等. 红外探测技术在大坪山隧

道岩溶预报中的应用 [J]. 公路 , 2015, 5(5): 242–245. 

(YUAN Zong-zheng, LIU Miao, WANG Shuang-chao, et al. 

Application of infrared detection technology in Karst 

prediction of Dapingshan tunnel[J]. Highway, 2015, 5(5): 

242–245. (in Chinese)) 

[22] 李  明. 热红外遥感在福建滨海地热调查中的应用研究[J]. 

福建地质, 2015, 4: 312–318. (LI Ming. Application of 

thermal infrared remote sensing in coastal geothermal survey 

of Fujian Province[J]. Geology of Fujian, 2015, 4: 312–318. 

(in Chinese)) 

[23] LIU J G, LV M K. The engineering geological properties of 

Xiashu loess in Nanjing. Investigation[J]. Science 

Technology, 1996, 6: 36–38. 

[24] FABIEN G, MICKAEL A, KHELLIL S. Infrared 

thermography investigation of an evaporating sessile water 

droplet on heated substrates[J]. Langmuir, 2010, 26(7): 4576

–4580. 

[25] TUCKERMANN R, BAUERECKER S, CAMMENGA H K, 

IR-thermography of evaporating acoustically levitated 

drops[J]. International Journal of Thermophysics, 2005, 26(2): 

1583–1594. 

[26] WANG W Z. Wind Tunnel Experiments on Bare Soil 

Evaporation[D]. Taiwan: National Central University, 2006. 

[27] MONTEITH J L, UNSWORTH M H. Principles of 

Environmental Physics[M]. 2nd ed. London: Edward Arnold, 

1990. 



750                         岩  土  工  程  学  报                                    2021 年 

[28] AMANO E, SALVUCCI G D. Detection and use of three 

signatures of soil-limited evaporation[J]. Remote Sensing of 

Environment, 1999, 67(1): 108–122. 

[29] QIU G Y, BEN-ASHER J. Experimental determination of soil 

evaporation stages with soil surface temperature[J]. Soil 

Physics, 2010, 74(1): 13–22. 

[30] 唐朝生, 施  斌, 顾  凯. 土中水分的蒸发过程试验研究

[J]. 工程地质学报 , 2011, 19(6): 875 – 881. (TANG 

Chao-sheng, SHI Bin, GU Kai. Experimental investigation on 

evaporation process of water in soil during drying[J]. Journal 

of Engineering Geology, 2011, 19(6): 875 – 881. (in 

Chinese)) 

[31] 唐朝生, 施  斌. 干湿循环过程中膨胀土的胀缩变形特征

[J]. 岩土工程学报 , 2011, 33(9):1376– 1384. (TANG 

Chao-sheng, SHI Bin. Swelling and shrinkage behaviour of 

expansive soil during wetting-drying cycles[J]. Chinese 

Journal of Geotechnical Engineering, 2011, 33(9): 1376–

1384. (in Chinese)) 

[32] BRONSWIJK J J B. Modeling of water balance, cracking and 

subsidence of clay soils[J]. Journal of Hydrology, 1988, 

97(3/4): 199–212. 

[33] PERON H, HUECKEL T, LALOUI L, et al. Fundamentals of 

desiccation cracking of fine-grained soils: experimental 

characterization and mechanisms identification[J]. Canadian 

Geotechnical Journal, 2009, 46(10): 1177–1201.  

[34] FREDLUND D G, RAHARDJO H. Soil Mechanics for 

Unsaturated Soils[M]. New York: Wiley, 1993. 

[35] LU N, DONG Y. Correlation between soil-shrinkage curve 

and water-retention characteristics[J]. Journal of Geotechnical 

& Geoenvironmental Engineering, 2017, 143(9): 0001741. 

[36] LU N, LIKOS W J. Unsaturated Soil Mechanics[M]. New 

York: J Wiley, 2004. 

[37] SCHERER G W. Theory of drying[J]. Journal of the 

American Ceramic Society, 2010, 73(1): 3–14. 

[38] WILSON G W. Soil Evaporative Fluxes for Geotechnical 

Engineering Problems[D]. Saskatoon: University of 

Saskatchewan, 1990. 

[39] BLIGHT D E. Interactions between the atmosphere and the 

Earth[J]. Géotechnique, 1997, 47(4): 715–767. 

[40] BRUTSAERT W. Evaporation into the Atmosphere: Theory, 

History, and Applications[M]. Dordrecht: D Reidel 

Publishing Company, 1988. 

[41] JENSEN M E, BURMAN R D, ALLEN, R G. 

Evapotranspiration and irrigation water requirements[C]// 

American Society of Civil Engineers. Manuals and Reports 

on Engineering Practice, 1990, New York: 25–41. 

[42] HILLEL D. Introduction to Environmental Soil Physics[M]. 

Amsterdam: Elsevier Academic Press, 2004. 

[43] QIU G Y, BEN-ASHER J, YANO T, et al. Estimation of soil 

evaporation using the differential temperature method[J]. Soil 

Science Society of America Journal, 1999, 63(6): 1608–

1614. 

[44] TANNER C B, FUCHS M. Evaporation from unsaturated 

surface: a generalize combination method[J]. Journal of 

Geophysical Research Atmospheres, 1968, 73(4): 1299–

1304. 

[45] QIU G Y, YANO T, MOMII K. An improved methodology to 

measure evaporation from bare soil based on comparison of 

surface temperature with a dry soil[J]. Journal of Hydrology, 

1998, 210(1/2/3/4): 93–105. 

 



第43卷  第 4期                   岩   土   工   程   学   报                  Vol.43  No.4 
2021 年    .4 月                       Chinese Journal of Geotechnical Engineering                       Apr.  2021 

分舱板对海上风电复合筒型基础承载特性的影响研究 
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摘  要：为了增强结构强度、浮运稳定性以及实现下沉过程的精细化调平，复合筒型基础钢筒内须设置分舱板，但目

前有关分舱板对基础承载特性影响的研究尚不深入。以 6.45 MW 海上风机复合筒型基础为例，基于有限元数值模拟，

研究了不同转动状态和不同结构尺寸下蜂窝状分舱板对复合筒型基础承载特性的影响，并评价了分舱板形式、高度和

厚度对基础承载力的影响效果。研究表明，分舱板的存在可明显提高基础的承载力，其作用随筒体转角的增大而增大；

筒体高径比为 0.33 时，分舱板对基础承载力的提高效果最佳，当筒体转角达到风机正常使用最大转角 0.5°时，基础承

载力可提高 9.23%；分舱板的存在不影响转动中心的运动规律，但分舱板对转动中心竖向位置的影响明显大于水平位置。

设计时应考虑分舱板对复合筒型基础承载力的提高作用，并可以适当优化分舱板形式、高度以及厚度。 
关键词：分舱板；海上风电；复合筒型基础；承载特性；数值模拟 
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Influences of bulkheads on bearing characteristics of composite bucket       
foundation of offshore wind turbines  

CAI Zheng-yin1, WANG Qing-shan1, GUAN Yun-fei1, HAN Xun1, LI Wen-xuan2 
(1. Geotechnical Engineering Department, Nanjing Hydraulic Research Institute, Nanjing 210024, China; 2. Offshore Wind Power 

Engineering Technology Limited Company of Jiangsu Daoda, Nantong 226000, China) 

Abstract: In order to enhance the strength of the structures and the stability of the floating process and to realize the fine 

leveling of the sinking process, the bulkheads must be installed in the composite bucket foundation. However, the researches on 

the influences of bulkheads on the bearing characteristics of foundation are not in-depth. Taking the composite bucket 

foundation of 6.45 MW offshore wind turbine as an example, a series of FEM numerical simulations are conducted to study the 

influences of honeycomb bulkheads as well as bulkheads form, height and thickness on the bearing characteristics under 

different rotational states and structural dimensions. The results show that the bulkheads can obviously enhance the bearing 

capacity, and the enhancement effect increases with the increase of rotational angle. When the aspect ratio of bucket foundation 

is 0.33, the bulkheads have the best enhancement effect for bearing capacity. When the rotational angle reaches 0.5° which is 

the maximum rotational angle of offshore wind turbine in normal operation, the bearing capacity of the foundation can be 

increased by 9.23%. The bulkheads can not change the motion law of the rotation center, but the influences of bulkheads on the 

vertical position of rotation center are obviously greater than those on the horizontal position. The influences of bulkheads on 

the bearing capacity of composite bucket foundation should be considered in the design. In addition, the form, height and 

thickness of bulkheads can be optimized appropriately. 

Key words: bulkhead; offshore wind turbine; composite bucket foundation; bearing characteristic; numerical simulation

0  引    言 
海上风能作为一种清洁的可再生能源，成为缓解

全球能源紧张形势的新方向，发展海上风电也是中国

能源结构转型的重要战略支撑。作为海上风机的重要

组成部分，目前常用的基础形式包括单桩基础、重力

式基础、导管架基础和筒型基础等。其中筒型基础是

一种依靠自重和负压下沉的薄壁结构，具有施工简便、

工期短和造价低等优点，具有广泛的应用前景[1]。 
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鉴于筒型基础的诸多优点，针对中国近海风电场

的风力条件和地质特点，一种便于海上快速施工建造、

抗倾覆能力强、适用于多种地基土质的新型海上风电

筒型基础–复合筒型基础被研发应用，如图 1 所示。复

合筒型基础首先在陆上完成建造以及风机结构的组

装，而后通过特制船舶浮运至沉降点，在自重和负压

作用下完成下沉安装，可以实现“生产—组装—安

装”的一体化，克服了海上风电基础面临的海上施工

窗口期短和施工难度大等难题。 

图 1 海上风电复合筒型基础 

Fig. 1 Composite bucket foundation for offshore wind turbines 

与海洋钻井平台、防波堤工程等使用的传统窄深

型筒型基础不同，海上风电复合筒型基础是一种直径

超大、入土相对较浅的宽浅型筒型基础，可以抵抗风

机结构传递的巨大水平荷载和弯矩，基础高径比通常

小于 0.5，基础直径可达 40 m[2]。窄深型筒型基础主

要依靠筒壁承载，而宽浅型筒型基础采用筒顶承载为

主、筒壁为辅的联合承载模式[3]。刘润等[4]对比 H-M 空

间破坏包络线，发现相同用钢量的宽浅型筒型基础比

窄深型筒型基础具有更好的抵抗水平荷载和弯矩的能

力。作为典型的宽浅型筒型基础，复合筒型基础由于

直径大，在海上浮运和负压下沉过程中不易控制平衡，

需要对钢筒进行分舱，实现对各隔舱的独立控制，分

舱可以增强结构的强度、海上浮运的稳定性以及实现

下沉过程的精细调平[5]。然而，由于蜂窝状分舱板的

存在，使得筒土之间的相互作用变得更为复杂，设计

时一般未充分考虑分舱板对基础承载力的作用。 
承载特性是筒型基础研究的关键问题之一，国内

外学者已通过数值模拟[6-8]、试验研究[9-11]和理论分析

等[12-14]方法开展了大量研究工作，然而目前的研究仍

以无分舱板的窄深型筒型基础为主。马鹏程等[2]、刘

永刚等[15]、Ding 等[16]和 Wang 等[17]通过数值模拟、大

比尺模型试验和离心模型试验研究了复合筒型基础的

承载特性，结果表明复合筒型基础无论是形式还是受

力模式，均与传统窄深型筒型基础不同。部分学者也

针对筒型基础的分舱板进行了研究，乐丛欢等[18]通过

数值模拟分析了蜂窝状分舱板对混凝土筒型基础单向

承载力和破坏模式的影响，结果表明有、无分舱板两

种筒型基础的破坏模式相似，蜂窝状分舱板的存在提

高了筒型基础水平和弯矩极限承载力，同时降低了极

限状态下水平位移和转角，练继建等[19]和 Sun 等[20]室

内模型试验和数值模拟研究也得到相似的结论。肖忠

等[21]基于数值模拟方法考虑软土地基的非均质性，研

究了十字形分舱板对筒型基础各单向承载力和破坏机

理的影响，并提出单向承载力简化计算公式。研究成

果表明分舱板的存在可以对筒型基础承载力以及结构

位移等产生影响。然而，现有的研究主要集中在分舱

板对筒型基础单向极限承载力以及破坏模式的影响方

面且研究成果较少，有关分舱板对复合筒型基础承载

特性影响的研究尚不深入。  
实际为保证风机的正常使用必须严格控制其运行

过程的最大转角，DNV 规范[22]和国内设计规范[23]均

规定风机正常运行期内基础转角不应超过 0.5°。本文

通过建立不同尺寸的复合筒型基础三维有限元模型，

研究不同转动状态下蜂窝状分舱板对该宽浅型筒型基

础承载力、结构位移以及转动中心位置的影响，并进

一步分析分舱板形式、高度和厚度对基础承载力的影

响，为结构设计优化提供参考。 

1  6.45 MW 海上风机复合筒型基础方案 
1.1  结构尺寸 

为了研究分舱板对复合筒型基础承载特性的影

响，以江苏大丰海上风电场 6.45 MW 风机复合筒型基

础为背景，并对筒型基础结构进行了概化，数值模拟

复合筒型基础如图 2 所示。其中双曲面过渡段为钢筋

混凝土结构，高 25 m，壁厚 0.6 m。钢筋混凝土梁板

结构总高 1.5 m，直径 36 m，由 6 根 1 m 宽主梁、12
根 0.5 m 宽次梁和 0.3 m 厚底板 3 部分组成。下部钢

筒直径 36 m，筒高 10 m，外筒壁厚 25 mm；12 块相

同尺寸的分舱板将钢筒内部分成蜂窝状隔舱，分舱板

为高 10 m、厚 15 mm 的钢板；钢筒筒盖为 6 mm 厚钢

板，主要为保证浮运和下沉过程筒体的气密性。 

 
图 2 基础结构尺寸及加载示意图 

Fig. 2 Schematic graph of foundation dimensions and loading 
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1.2  地基土层 

风机机位处钻孔浅层 20 m 以上为淤泥质粉质黏

土和粉质黏土，无液化土层存在，钻孔深度 40 m 以

下以中密–密实的粉砂土为主。为了更好获得复合筒型

基础的受力与变形特性，本文模拟的地基土层取近海

均质粉质黏土，土层基本物理指标：浮重度 9.3 kN/m3，

有效黏聚力 15.6 kPa，有效内摩擦角 30.9°，静止侧

压力系数 0.49。 

2  三维有限元模型的建立 
2.1  计算模型和网格划分 

利用 ABAQUS 有限元软件建立 6.45 MW 海上风

机复合筒型基础三维有限元模型。为了对比分舱板对

不同尺寸复合筒型基础承载特性的影响，分别建立了

筒径 D 为 36 m，筒高 H 为 8，10，12，15，18 m 的

有分舱板和无分舱板复合筒型基础有限元模型，所有

模型的过渡段和梁板结构不变，其中 D 为复合筒型基

础下部钢筒的直径，H 为钢筒的高度。模型的高径比

H/D 分别为 0.22，0.28，0.33，0.42 和 0.5。 
为了减小模型边界效应的影响，所有模型地基直

径均取 5D，深度方向均取 3H。网格划分采用筒体及

周围土体网格较密，离筒体较远土体网格疏松的原则。

地基模型底部采用全约束，侧面采用水平约束。有限

元模型及网格划分如图 3 所示。 

图 3 有限元模型及网格划分 (H/D=0.28) 

Fig. 3 Finite element models and meshing (H/D=0.28) 
2.2  材料属性和接触模拟 

当筒体转角达到海上风机正常使用的最大转角

0.5°时，地基尚未达到极限破坏状态，因此研究不同

转动状态下复合筒型基础承载特性的关键在于正确描

述地基土层的变形特性。目前筒型基础数值分析时地

基常采用 Mohr–Coulomb 模型、D–P 模型等理想弹塑

性本构模型，这些模型主要适合分析结构整体稳定性

等极限问题，而要合理地分析复合筒型基础的变形特

性显然是不合适的。本文采用“南水模型”反映土体

非线性变形的特点，该模型是双屈服面弹塑性本构模

型，能够很好描述土体的压硬性、剪胀性以及加载状

态等。本文重点分析水平静力荷载作用下分舱板对筒

型基础承载特性的影响，不考虑循环荷载作用下地基

土的应变软化。为了掌握地基土的变形特性，进行了

粉质黏土的三轴排水剪切试验，整理试验数据得地基

土南水模型参数如表 1 所示。 
表 1 地基土南水模型参数 

Table 1 NHRI model parameters of soil 

土层 c/kPa φ/(°) Rf K Kur n cd nd Rd 

粉质

黏土 
15.6 30.9 0.74 76.9 153.8 0.87 0.041 0.36 0.74 

钢筋混凝土过渡段、梁板结构以及钢筒均采用线

弹性模型，钢筋混凝土弹性模量取 28 GPa，泊松比

0.167；钢弹性模量取 210 GPa，泊松比 0.3。考虑钢与

土体相比弹性模量较大，且数值模拟研究[24]和原位观

测结果均表明复合筒型基础下部钢筒自身变形极微

小，因此本文数值模拟假设筒型基础整体为刚体。 
过渡段与梁板、梁板与钢筒之间均采用绑定约束。

而钢筒与地基、梁板侧面与地基均采用基于接触力学

的接触本构模型。筒、土接触采用有限滑移，法向硬

接触，接触压力假定不衰减。参考杨立功等[7]现场监

测和离心试验结果以及 Feligha 等[25]钢土直剪试验结

果，数值模拟摩擦系数设为 0.2。此外，本文数值模拟

筒体单元与土体单元的接触行为设置为可分离模式。 
2.3  模型荷载和加载方式 

模拟采用复合加载模式，在过渡段顶端中心设置

加载参考点 RP。6.45 MW 风机传至 RP 点的竖向荷载

为 8050 kN，计算过程保持不变。作用在风机的极限

风荷载等效至 RP 点，包括水平荷载 1780 kN 和弯矩

170880 kN·m。与实际波浪荷载等效的 50 a 一遇的集

中荷载 7950 kN，作用在泥面以上 7.9 m 处的过渡段。

风电场海域海流流速较小，海流荷载相比风荷载和波

浪荷载对基础承载力的影响可以忽略。假设所有荷载

均作用在同一平面，加载如图 2 所示。 
设 50 a一遇的波浪荷载和极限风荷载等效合力为

Ppp，在数值模拟时同步同比例施加波浪荷载和风荷

载，模型中实际加载 P，定义荷载水平为 P/PPP。 
2.4  数值模型的验证 

为了验证本文有限元模型和土体南水模型的合理

性，以课题组开展的 3MW 海上风机复合筒型基础离

心模型试验作为校核依据。 
试验在南京水利科学研究院 60 g·t 土工离心机进

行，复合筒型基础原型筒径 30 m，筒高 12 m，过渡

段高 20 m，试验加速度 100g，模型按等效抗弯刚度

原理设计。试验采取水平单调加载的方式，地基土采

用饱和均质黏土。建立与试验相同的三维有限元模型，
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具体试验过程与土体南水模型参数见文献[24]。图 4
为离心模型试验和数值模拟荷载–转角结果的对比。

由图可见，两种方法的荷载–转角曲线具有相同的变

化趋势，吻合精度较高，验证了本文数值模型和南水

模型选择的合理性。 

图 4 离心模型试验与数值模拟荷载–转角曲线对比 

Fig. 4 Comparison of load-rotational angle curves between  

   centrifugal model tests and numerical simulations 
2.5  加载方向的确定 

定义方向角 α 为加载平面与基础剖面的水平夹

角，如图 2 所示。根据蜂窝状分舱板的结构特点，分

别取 α 为 0°，10°，20°和 30°分析加载方向的影

响。图 5 为不同 α 时荷载水平–转角关系曲线，结果

表明复合筒型基础承载力基本不受加载方向的影响。

故本文数值模拟时均以 α=0°进行加载。 

图 5 不同方向角下基础荷载水平–转角曲线 

Fig. 5 Load level-rotational angle curves of foundations under  

different intersection angles 

3  承载特性分析 
3.1  分舱板对承载力影响 

图 6 为筒径 36 m 时，不同筒高下复合筒型基础

的荷载水平–转角曲线。由图可见基础的荷载转角曲

线均呈缓变型，无明显的转折点。即分舱板的存在不

会改变基础转角随荷载的变化趋势。并且随着筒高的

增大，筒土之间接触面积增大，基础承载力均显著提

高。 
在加载初期，基础转角较小，地基土塑性变形不

明显，基础荷载水平–转角曲线近似线性变化，且两

种筒型基础荷载转角曲线基本重合。随着荷载作用下

转角逐渐增大，基础荷载水平–转角曲线非线性变化

明显，且分舱板的作用越来越明显，相同筒高时有分

舱板的筒型基础承载力逐渐高于无分舱板筒型基础。 

图 6 不同筒高下基础荷载水平–转角曲线 

Fig. 6 Load level-rotational angle curves of foundations under  

different bucket heights 

图 7 给出基础转角为 0.5°时，筒高为 10 m 的复

合筒型基础（有分舱板）位移计算结果。在水平荷载

作用下，基础发生较小的转动、平移和沉降，加载后

侧筒壁上部与土体脱离，筒体底部与土体脱离；加载

前侧筒壁、分舱板及筒体底端均不同程度挤压土体。 

 

图 7 复合筒型基础位移计算结果(H=10 m) 

Fig. 7 Results of displacement of composite bucket foundation  

(H=10 m) 

为了定量分析不同转角下蜂窝状分舱板对不同尺

寸复合筒型基础承载力的作用，将相同高度下有、无

分舱板两种筒型基础的荷载水平之差定义为荷载水平

增长量 ΔP/Ppp，ΔP/Ppp与其中无分舱板筒型基础之比

定义为荷载水平增长率 δ。ΔP/Ppp 和 δ 随高径比 H/D
的变化如图 8，9 所示。 

由图 8 可知，不同高径比 H/D 的复合筒型基础随

着转角 θ 增大，ΔP/Ppp均不断增大。不同转角 θ 下基

础随 H/D 增大，ΔP/Ppp也不断增大。即分舱板对基础

承载力的提高随着高径比或转角的增大而增大。 
由图 9 可知，随着高径比 H/D 的增大，虽然荷载

水平增长量 ΔP/Ppp不断增大，但荷载水平增长率 δ 却

呈先增后减的趋势，并且当 H/D=0.33 时 δ 达到最大
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值。即复合筒型基础高径比为 0.33 时，蜂窝状分舱板

对基础承载力的提高效果最佳。 

 
图 8 ΔP/Ppp 随 H/D 的变化曲线(D=36 m) 

Fig. 8 Variation of ΔP/Ppp with H/D (D=36 m) 

图 9 δ 随 H/D 的变化曲线(D=36 m) 

Fig. 9 Variation of δ with H/D (D=36 m) 

此外，δ 随着 θ 的增大也不断增大。当达到风机

正常使用最大转角 0.5°时，δ 在 H/D=0.23 时达到最

小值 6.24%，δ 在 H/D=0.33 时达到最大值 9.23%。若

风机在使用期间遭遇超强台风、海啸等导致转角超过

设计值，对于 H/D=0.33 的筒型基础，当 θ=2.5°时，

分舱板对基础承载力的提高可达 16.17%。因此，设计

时应考虑分舱板对复合筒型基础承载力的贡献。 
3.2  分舱板对结构位移影响 

图 10，11 分别给出了不同筒高下筒盖中心（图 2
中 o 点）的荷载水平与竖向位移、水平位移的关系曲

线。其中，竖向位移 v 向上为正，水平位移 u 沿加载

方向为正。 

 

图 10 不同筒高下基础荷载水平–竖向位移曲线 

Fig. 10 Load level-vertical displacement curves of foundations  

under different bucket heights 

图 11 不同筒高下基础荷载水平–水平位移曲线 

Fig. 11 Load level-horizontal displacement curves of foundations  

under different bucket heights 

由图10可见，数值模拟荷载位移曲线与练继建等[19]

和李文轩[24]试验结果的变化趋势基本一致。此外，由

图10可见，竖向位移 v随着荷载的增大均呈先负后正，

即 o 点先发生较小的沉降后再向上移动，并且相同筒

高的基础荷载位移曲线逐渐发生分离。在相同的荷载

水平下，有蜂窝状分舱板筒型基础的竖向位移相对较

小，即分舱板的存在可以减小基础的竖向位移，并且

随着筒高的增大，其作用越来越明显。 
由图 11 可见，分舱板的存在同样可以减小基础的

水平位移。但分舱板对复合筒型基础竖向位移的影响

明显大于对水平位移的影响。 
3.3  分舱板对转动中心位置影响 

转动中心位置的确定是分析筒型基础变形及稳定

性问题的关键因素，由转动中心和转角就可以完整描

述基础整体的运动状态。筒型基础转动中心不仅与荷

载水平有关，还与土质状况、结构尺寸等因素有关。 
图 12，13 给出了有、无分舱板两种筒型基础转动中心

的变化规律。其中 Z0表示转动中心到筒盖底面的竖向

距离；X0表示转动中心到筒中心线的水平距离，荷载

方向水平向右，以加载方向为正。 

 

图 12 转动中心的竖向变化规律 

Fig. 12 Vertical variation of rotation centers 

由图 12，13 可见，有、无分舱板两种筒型基础的

转动中心具有相同的运动规律，均大致呈左下向右上

移动，即分舱板的存在没有改变筒型基础的运动轨迹。

并且转动中心的位置在深度方向变化均较小，而以水
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平方向的变化为主。可见在荷载作用下，筒型基础除

发生转动以外，还存在水平位移。此外，有分舱板筒

型基础转动中心的水平位置几乎不受筒高的影响，无

分舱板筒型基础转动中心的水平位置随筒高的增大略

微向加载方向移动。 

图 13 转动中心的水平向变化规律 

Fig. 13 Horizontal variation of rotation centers 

为了更清楚地表示转动中心的位置关系，对转动

中心的位置做无量纲化处理。图 14，15 为无量纲处理

后基础转动中心的位置。 

图 14 转动中心的竖向位置(D=36 m) 

Fig. 14 Vertical positions of rotation centers (D=36 m) 

图 15 转动中心的水平位置(D=36 m) 

Fig. 15 Horizontal positions of rotation centers (D=36 m) 

由图 14 可知，随着基础高径比 H/D 或转角 θ 的

增大，转动中心竖向位置 Z0/H 均逐渐减小。在加载初

期，转动中心均位于筒底以下，随着不断的加载，H/D
越大的筒型基础转动中心会越早的移动至筒深以内。

此外，有分舱板筒型基础的转动中心竖向位置相对更

低，且高径比越大，分舱板作用越明显。 

与传统窄深型筒型基础承载能力极限分析时，转

动中心位于筒深以内不同，如孙曦源等[6]数值模拟结

果表明 H/D=1 的筒型基础转动中心深度为 0.73H，朱

斌等[9]模型试验结果表明 H/D=0.72 的筒型基础转动

中心在 0.8H 附近。而海上风机复合筒型基础设计是以

转角控制，当 θ=0.5°时，H/D≤0.5 的两种宽浅型筒

型基础转动中心均位于筒底以下，且有蜂窝状分舱板

的筒型基础转动中心竖向位置相对低 2%左右。 
由图 15 可知，相同转角时有分舱板筒型基础的转

动中心水平位置略微偏左，并且随高径比 H/D 增大，

有、无分舱板两种筒型基础转动中心水平间距有增大

的趋势。但对比发现分舱板对筒型基础转动中心竖向

位置的影响明显大于其对水平位置的影响。 
此外，在加载初期，转动中心均位于筒中心线的

左侧，随着荷载的增加，转动中心向加载方向移动。

当 θ=0.5°时，两种筒型基础转动中心水平位置 X0/D
约为-0.05，即此时转动中心靠近筒中心线。 

4  分舱板对承载力的影响因素分析 
海上风电基础设计时需要控制转角，此外基础的

失稳破坏也主要是风、浪等荷载作用导致转角过大引

起的。因此，通过荷载转角曲线评价基础的承载能力

仍是复合筒型基础承载特性研究的重点。以图 2 所示

6.45 MW 海上风机复合筒型基础为数模原型，对可能

的影响因素分舱板形式、高度和厚度进行分析。 
4.1  分舱板形式对承载力的影响 

为分析分舱板形式对承载力的影响，将复合筒型

基础隔舱改为 1 舱、2 舱、4 舱、5 舱（圆形）、5 舱（正

四边形）、7 舱（圆形）和 7 舱（正六边形）共 7 种形

式，如图 16 所示。其中括号内表示中间隔舱的形状。 

 

图 16 不同分舱板形式示意图 

Fig. 16 Schematic graph of different bulkheads 

图17给出了7种分舱板形式下基础转角随荷载水

平的变化曲线。由图 17 可见，分舱板形式不影响荷载

水平–转角曲线缓变的趋势。随着分舱板数量的增加，

分舱板与土的接触面积增大，相应的基础承载力也增

大。但同样的分舱板数量，中间隔舱为圆形相比中间
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隔舱为正多边形的筒型基础承载力略大，这主要是因

为前者的分舱板与土接触面积相对更大。 

图 17 不同分舱板式下基础荷载水平–转角曲线 

Fig. 17 Load level-rotational angle curves of foundations under  

different bulkhead forms 

当 θ=0.5°时，7 舱（圆形）筒型基础与 7 舱（正

六边形），即蜂窝状分舱筒型基础相比，虽然钢筒重量

增加了 0.85%，筒土接触面积增加了 1.14%，但荷载

水平却提高了 4.21%。因此从承载力角度考虑，可使

用 7 舱（圆形）分舱板优化 7 舱（正六边形）分舱板。 
4.2  分舱板高度对承载力的影响 

图 18 为分舱板高度 h 分别为 0，0.3H，0.5H，0.7H，

0.9H 和 H 时基础荷载水平–转角关系曲线。由图可

见，在相同的荷载水平下，分舱板越高，则筒体转角

越小，这是因为分舱板高度增大，筒土接触面积增大，

则筒型基础抵抗转动的能力增强。 

 
图 18 不同分舱板高度下基础荷载水平–转角曲线 

Fig. 18 Load level-rotational angle curves of foundations under  

different bulkhead heights 

分舱板高度的增加，可以提高筒型基础的承载能

力，但不同分舱板高度筒型基础之间的荷载水平增长

率却不尽相同。如转角由 0.5°增至 2.5°时，分舱板

高度 h=0.5H 的基础相比 h=0.3H 的基础，荷载水平增

长率仅由 1.28%增至 1.39%，而分舱板高度 h=0.3H 的

基础相比无分舱板的基础，荷载水平增长率却由

3.03%增至 7.21%。此外，分舱板高度的减小同样可以

减小下沉过程阻力，因此在满足结构强度和浮运要求

的前提下，可适当优化分舱板的高度。 
4.3  分舱板厚度对承载力的影响 

为分析分舱板厚度对复合筒型基础承载力的影

响，分别取分舱板厚度 t 为 0，5，10，15 和 20 mm
进行数值分析。图 19 为 5 种不同分舱板厚度下筒型基

础转角随荷载的变化曲线。 

图 19 不同分舱板厚度下基础荷载水平–转角曲线 

Fig. 19 Load level-rotational angle curves of foundations under  

different bulkhead thicknesses 

由图 19 可见，分舱板厚度为 5，10，15 和 20 mm
的筒型基础荷载水平–转角曲线几乎完全重合，并且

与无分舱板筒型基础荷载转角曲线发生明显分离。即

分舱板的存在可以明显提高筒型基础的承载力，并且

转角越大，分舱板对承载力的提高效果越明显。但是

分舱板厚度的增大却对基础承载力的提高几乎不起作

用，表明筒型基础钢筒筒底分担荷载比例非常小。这

是因为增加分舱板的厚度，仅是略微增大筒底与土的

接触面积，然而有、无分舱板两种筒型基础承载力的

差距并非是由筒底与土的接触面积决定，主要是因为

分舱板的存在分割了筒内土体，增大了分舱板侧面与

土的接触面积引起的。 
复合筒型基础设计时，在保证结构强度、浮运及

下沉要求时，同样可以减小分舱板的厚度以节约造价。 

5  结    论 
本文通过数值模拟研究了蜂窝状分舱板对复合筒

型基础承载特性的影响，并进一步分析了分舱板形式、

高度和厚度对基础承载力的影响。主要结论如下： 
（1）分舱板的存在不会改变转角随荷载水平变化

的趋势，但可以明显提高基础的承载力，并且转角越

大，分舱板作用越明显。当高径比 H/D 增大时，荷载

水平增长量 ΔP/Ppp不断增大，但荷载水平增长率 δ 却

先增后减。当复合筒型基础转动达到设计最大转角

0.5°时，δ 在 H/D 为 0.23 时达到最小值 6.24%，δ 在

H/D 为 0.33 时达到最大值 9.23%，建议筒型基础解析

计算时增加系数 δ 以考虑分舱板对基础承载力的提

高。 
（2）蜂窝状分舱板的存在不影响复合筒型基础转

动中心的运动规律，但分舱板对转动中心竖向位置的

影响明显大于对水平位置的影响。当转角为 0.5°时，
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转动中心均位于筒底以下且靠近筒中心线上，此时筒

壁土压力均处于单一土压力状态。 
（3）分舱板数量的增加，增大了筒土接触面积，

相应基础承载力也增大。同样的分舱板数量，中间圆

形隔舱比中间正多边形隔舱的基础承载力大。当转角

为 0.5°时，7 舱（圆形）筒型基础比蜂窝状分舱筒型

基础重量仅增加 0.85%，承载力却提高 4.21%，设计

时可使用 7 舱（圆形）分舱板优化蜂窝状分舱板。 
（4）分舱板厚度的改变对复合筒型基础承载力几

乎没有影响，设计时基础刚度在满足海上浮运和负压

下沉过程稳定性时，可以适当优化分舱板的厚度。 
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摘  要：土工格室作为一种新型三维立体加筋加固岩土材料，通过约束土体侧向变形继而提升结构承载力，减小变形。

目前国内外对土工格室的研究主要集中在工程应用和加筋机理上，对土工格室材料特别是条带本身的拉伸力学特性研

究相对较少。通过对高密度聚乙烯 HDPE，聚丙烯 PP 和聚酯 PET 3 种原料制成的土工格室条带进行单轴拉伸试验，研

究了试样形状（Ⅰ型-哑铃形、Ⅱ型-矩形）及试样尺寸（Ⅱ型-矩形、Ⅲ型-矩形）对土工格室条带强度和变形特性的

影响，并对土工格室条带的断裂处进行了微观分析。结果表明，HDPE、PP、PET 3 种土工格室条带的伸长率均对试样

形状敏感，Ⅰ型-哑铃形试样伸长率小于Ⅱ型-矩形试样。HDPE 土工格室条带的抗拉强度受试样形状、尺寸影响均较小。

PP、PET 土工格室条带的抗拉强度受试样形状影响较大，Ⅰ型-哑铃形抗拉强度小于Ⅱ型-矩形试样。HDPE 土工格室

条带断裂面较粗糙，有明显的塑性屈服变形。PP 土工格室条带断裂面微纤束排列整齐，小微纤杂乱分布。PET 土工格

室条带断裂面较平滑。试验结果可为土工格室加筋加固机理研究提供参考。 
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Experimental investigations on tensile mechanical properties of geocell strips 
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Abstract: The geocell is a new type of three-dimensional reinforced geotechnical material to restrain the lateral deformation of 

the soil to enhance the bearing capacity of structure and reduce its deformation. At present, the worldwide investigations on 

geocells are mainly focused on their engineering applications and reinforcement mechanism, while limited investigations are 

conducted on themselves, especially the tensile mechanical properties of the strips. The uniaxial tensile tests are conducted on 

the geocell strips made from high-density polyethylene (HDPE), polypropylene (PP) and polyester (PET). The effects of the 

shapes (Type I-dumbbell, Type II-rectangular) and sizes (Type II-rectangular, Type III-rectangular) of the specimens on the 

strength and deformation characteristics of geocell strips are studied, and the micro-analysis on the failure geocell strips is 

performed. It is determined that the elongation rates of the HDPE, PP and PET geocell strips are sensitive to the specimen shape. 

The elongation of Type I-dumbbell is smaller than that of Type II-rectangular. The shape and size of the specimens have some 

effects on the strength of the HDPE geocell strips. The strengths of PP and PET geocell strips are greatly affected by the 

specimen shape. The tensile strength of Type I-dumbbell is smaller than that of Type II-rectangular. The fractured surface of 

HDPE geocell has rough surface and obvious plastic yield deformation. The microfibril bundles on the fractured surface of the 

PP geocell are neatly arranged, and the microfibrils are randomly distributed. The fractured surface of PET geocell is smooth. 

The test results can provide reference for the study on reinforcement mechanism of the geocells.  

Key words: geocell strip; tensile test; Type I-dumbbell; 

Type II-rectangular; Type III-rectangular 
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0  引    言 
土工格室是以高分子聚合物为原材料，经基材挤

出或拉伸成型为条带，通过焊接、铆接、插接、注塑

等工艺在两个条带相交处构成结点，展开后呈蜂窝状

的立体网格加筋材料，如图 1 所示。与平面加筋材料

相比[1]，土工格室通过条带与土体之间的表面摩擦力

和包裹力对土体进行侧向约束，进而提升结构承载力，

以及减小变形[2]被广泛应用于岩土工程建设中，如地

基处理[3]、边坡防护[4]和挡土墙[5]中。  

图 1 土工格室示意图  

Fig. 1 Schematic of geocell reinforcement 

刘蓓蓓等[6]对土工格室加筋公路路堤的效果进行

了数值计算，结果表明土工格室能有效提高路堤整体

稳定性，且结点间距越小、条带越高，加筋效果越明

显。彭艾鑫等[7]认为条带高度对加筋土强度的贡献远

大于结点间距，土工格室加筋可明显提高土体黏聚力，

而对内摩擦角的影响相对较小。赵明华等[8]认为土工

格室筋土界面摩阻力会对荷载进行重分配。高昂等[9]

认为土工格室能显著提高路堤承受循环荷载的能力和

减小竖向累积沉降量。晏长根等[10]通过三轴试验表明

土工格室加筋后具有应变强硬化特征，且加筋效果明

显优于土工格栅等平面加筋材料，这与 Biabani[1]、赵

明华等[11]的研究结果保持一致。上述研究主要集中在

土工格室的工程应用、作用机理等方面，少数学者对

土工格室条带进行了研究，并取得一些成果。 
因为土工格室条带在土体中受力状态主要是环向

受拉，所以对土工格室条带力学特性的研究主要是通

过拉伸试验。杨利[12]通过拉伸试验得出拉伸速率对

HDPE 土工格室条带的应力–应变关系、峰值强度等

参数会产生不同程度的影响。李俊伟等[13]认为拉伸速

率对 HDPE 土工格室条带抗拉强度影响较大。上述文

献主要研究了拉伸速率对 HDPE 土工格室条带力学性

能的影响，而针对试样形状、试样尺寸对土工格室条

带的强度及变形特性的研究较少。Liu 等 [14]按照

《 Standard Test Method for Tensile Properties of 
Plastics》(ASTM D638—2014)标准中推荐使用Ⅰ型–
哑铃形试样（如图 2（a）所示），对 HDPE 土工格室

条带进行了拉伸试验。而国内标准中《土工合成材料 

塑料土工格室》（GB/T 19274—2003）、《塑料–拉伸性

能的测定》（GB/T1040.3—2006）推荐使用Ⅱ型–矩形

试样，如图 2（b）所示，由图 2 可知上述标准对试样

的要求存在一定差异。 

图 2 两种试样示意图 

Fig. 2 Schematic of two kinds of specimens  

此外，生产土工格室条带的原材料，除高密度聚

乙烯（HDPE）外，还有聚丙烯（PP）以及聚酯（PET）。
上述文献均以 HDPE 土工格室条带为研究对象，而对

PP、PET 土工格室条带鲜有研究。另外，HDPE、PP、
PET 3 种不同材质的土工格室条带由于其成型工艺不

同（HDPE 土工格室条带主要为挤出型，PP 和 PET
土工格室条带为拉伸型），故对应宏观上条带的应力–

应变模式也是不同的[13]，因此需要进行深入研究。 
基于以上分析，本文在参考国内外试验标准的基

础上，选用由上述 3 种原材料制成的土工格室条带，

采用拉伸试验机进行单轴拉伸试验，分别研究试样形

状及尺寸对 3 种材料土工格室条带的强度及变形特性

的影响，并对断裂后的 3 种材料土工格室条带进行扫

描电镜 SEM 微观分析。试验结果可为土工格室条带

拉伸强度、整体强度及加筋加固机理的研究提供参考。 

1  试验设备及材料 
1.1  拉伸试验设备 

拉伸试验采用DW1210土工合成材料电子强力试

验机，如图 3 所示。 

 
图 3 DW1210 土工合成材料电子强力试验机 

Fig. 3 DW1210 electronic strength tester for geosynthetics 

试验过程中，采用了平板式压缩夹具钳口，并在

平板间放置 PVC 条带，以增加试样与平板间的摩擦

力，避免试样滑动或在钳口处发生破坏。 
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1.2  土工格室条带 

选用由 HDPE、PP、PET 3 种原材料制成的土工

格室条带进行拉伸试验。3 种材料的土工格室条带参

数如表 1 所示。 
表 1 土工格室条带参数 

Table 1 Parameters of geocell strips 

材料 生产 
工艺 

格室高度
H/ mm 

格室片厚

度 T/ mm 
结点距离 
A/ mm 

HDPE 挤出型 50 1.1 400 
PP 拉伸型 50 0.6 400 

PET 拉伸型 50 0.6 400 

1.3  试验方案 

首先按照图 2 中Ⅰ型–哑铃形和Ⅱ型–矩形试样进

行制样，每种试样制取数量不少于 5 个，拉伸速率为

50 mm/min。通过对比Ⅰ型–哑铃形和Ⅱ型–矩形试样，

研究试样形状对土工格室条带拉伸力学性能的影响。 
由于两种试样宽度存在差异，为了更清晰地研究

试样尺寸对土工格室条带拉伸力学性能的影响，根据

《公路工程土工合成材料试验规程》（JTG E50— 
2006）规定：窄条拉伸试验方法所用试样宽度为 50 
mm。因此，在论文所用高度为 50 mm 的土工格室条

带上直接进行裁剪即可得到宽度为 50 mm 的矩形试

样。为与Ⅱ型–矩形试样进行区分，将宽度为 50 mm
矩形试样命名为Ⅲ型–矩形试样。需要注意Ⅲ型–矩形

试样除试样宽度与Ⅱ型–矩形不同外，其余参数均与其

相同，以减小其他因素对结果的影响。通过对比Ⅱ型–
矩形试样与Ⅲ型–矩形试样的抗拉强度、伸长率以及断

裂模式，研究试样尺寸对土工格室条带拉伸力学性能

的影响。 

2  结果和讨论 
2.1  HDPE 土工格室条带拉伸试验结果 

HDPE 土工格室条带 3 种试样的拉伸曲线如图 4
所示。由图 4 可知，3 种试样的拉伸曲线变化趋势大

致相同即在拉伸过程中均存在明显的屈服阶段，但也

有一定的差异。其中，HDPE 土工格室条带Ⅱ型-矩形

试样和Ⅲ型–矩形试样在拉伸过程中表现为初始阶段

拉伸强度与伸长率基本呈线性关系，在达到峰值后出

现屈服点，然后逐渐趋于平稳直至断裂。但Ⅰ型–哑铃

形试样在出现第一次拉伸屈服后又呈现出二次增长的

趋势，即表现出明显的应变软化又硬化的特点。分析

原因此种现象一方面与哑铃形的几何形状有关，另一

方面也与 HDPE 土工格室条带的生产工艺有关。 
一方面，哑铃形试样中间狭窄区域称为标距区，

标距区以外圆弧部分称为过渡区，如图 2 所示。Ⅰ型–
哑铃形试样在轴向力作用时，标距区首先达到材料的

屈服点，在拉伸曲线中表现为发生屈服。屈服点后进

入应变软化，随着变形逐步扩展到过渡区，此时因过

渡区圆弧横截面积较标距区大且复杂，即意味着欲使

过渡区产生变形则需要提供更大的轴向拉力，因此在

拉伸曲线上表现为二次增长即呈现出明显的应变硬

化，但随着轴向拉力增长的同时，标距区所受的拉伸

强度大于材料的许用强度，从而试样被拉断。 

图 4 HDPE 条带 3 种试样的拉伸曲线 

Fig. 4 Tensile curves of three specimens of HDPE geocell strips 

另一方面，由于 HDPE 土工格室条带为挤出型，

没有定向拉伸，分子链未发生变化，因此在拉伸试验

中首先表现出 HDPE 应变软化的特性，但当晶态高聚

物超过屈服点时，非晶区分子链发生运动并沿外力方

向开始取向，从而使得分子间作用力增加。此时需增

加轴向拉力，才能克服分子间的相互作用力。当轴向

拉力增大后，对应的拉伸强度也相应增大，此时分子

间开始发生相对位移，但达到一定位移时，分子链发

生断裂，宏观上即表现为材料的破坏。基于上述分析，

可知试样形状对拉伸试验的结果有明显影响。 
3 种试样的抗拉强度及其对应的伸长率（下称，

伸长率）从大到小均为：Ⅲ型–矩形、Ⅱ型–矩形、Ⅰ

型–哑铃形。对比 3 种试样的拉伸曲线可知试样形状和

尺寸对 HDPE 土工格室条带的抗拉强度和伸长率均有

一定的影响。为了定量分析试样形状、尺寸对抗拉强

度、伸长率的影响，提出了“强度比”与“伸长率之

比”概念，即Ⅱ型–矩形、Ⅰ型–哑铃形试样的抗拉强

度、伸长率与Ⅲ型–矩形试样对应抗拉强度、伸长率的

比值，即式（1），（2）所示，试验与计算结果如表 2
所示。 

强度比=
*

 Ⅲ型 矩形

  ，          (1) 

式中， * 为Ⅰ型–哑铃形试样或Ⅱ型–矩形试样的抗拉

强度（N/cm） 

伸长率之比=
*

 Ⅲ型 矩形

  ，          (2) 

式中， * 为Ⅰ型–哑铃形或Ⅱ型–矩形试样的伸长率。 
分析表 2，HDPE 土工格室条带Ⅱ型–矩形较Ⅰ型
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–哑铃形试样的抗拉强度和伸长率更接近Ⅲ型–矩形试

样。对比 3 种试样：Ⅰ型–哑铃形与Ⅱ型–矩形试样的

强度比、伸长率之比分别相差 2%，38%，Ⅱ型–矩形

与Ⅲ型–矩形试样的强度比、伸长率之比分别相差 5%，

1%。分析可知试样形状对 HDPE 土工格室条带的伸长

率影响较大，而试样形状对Ⅱ型–矩形试样与Ⅰ型–哑
铃形试样的强度影响较低，仅为 2%，即选用Ⅰ型–哑
铃形试样与Ⅱ型–矩形试样均可，故从取样便捷的角度

考虑，建议选取Ⅱ型–矩形试样。 
表 2 HDPE 土工格室条带拉伸试验结果 

Table 2 Tensile test results of HDPE geocell strips 

试样形状 抗拉强度
/(N·cm-1) 

强度

比/% 
伸长

率/% 
伸长率之

比/%  
Ⅰ型–哑铃形 391 93 36 61 
Ⅱ型–矩形 398 95 58 99 
Ⅲ型–矩形 421 — 59 — 

此外，对比Ⅱ型–矩形和Ⅲ型–矩形两种试样，结

果表明随试样宽度增大，抗拉强度、伸长率几乎无变

化。Ⅱ型–矩形、Ⅲ型–矩形试样宽度分别为 20，50 mm，

即宽度比为 1∶2.5，但二者的强度比及伸长率之比分

别为 1∶1.05 和 1∶1.01。分析原因是 HDPE 为韧性材

料即应力敏感性较低，试样宽度对于抗拉强度及伸长

率的影响较小，因此所测Ⅱ型–矩形试样与Ⅲ型–矩形

试样的抗拉强度、伸长率较为一致。 
HDPE 土工格室条带 3 种试样的拉伸断裂模式，

如图 5 所示。由图 5（a）可以明显看到Ⅰ型–哑铃形

试样在标距区与过渡区的交界处断裂，分析原因是标

距区在屈服后，欲使过渡区产生变形，从而使拉力增

加，此时标距区材料因达到其许用强度而被拉断。由

图 5（b），（c）可以明显看到Ⅱ型–矩形试样、Ⅲ型–
矩形试样均在标距区内出现颈缩现象，并在形成细颈

然后断裂，这与文献[13]保持一致。此外，在细颈扩

展部位与拉伸方向约成 45°角的肩型斜面，在材料的

断裂部位也可看到与拉伸方向大约成 45°角的剪切

断裂面。 

图 5 HDPE 土工格室条带 3 种试样的拉伸断裂模式 

Fig. 5 Tensile fractured modes of three specimens of HDPE 

 geocell strips 

通过扫描电镜 SEM 分别观察了 HDPE 土工格室

条带试样断裂处放大 250 倍、1000 倍、5000 倍后的微

观结构形态，如图 6 所示。由图 6 可知，HDPE 土工

格室条带的断裂面形貌较为丰富，表面比较粗糙，且

布满了长短不一、粗细各异的微纤维，有明显的塑性

屈服变形。分析原因是在轴向拉力作用下 HDPE 土工

格室条带发生塑性形变，并产生流动造成的，具有典

型的韧性断裂特征。 

图 6 HDPE 土工格室条带断口的微观结构形态 

Fig. 6 Microstructure of fracture of HDPE geocell strips 

Ⅰ型–哑铃形试样的选择[15]主要是由于在拉伸过

程中，试样在钳口处易产生应力集中而导致在该处断

裂，从而使结果偏低。综合上述分析，一方面由图 5
可知 HDPE 土工格室条带在拉伸过程中没有在夹具处

因应力集中而发生断裂，另一方面由图 4 可知 HDPE
土工格室Ⅱ型–矩形试样强度大于Ⅰ型–哑铃形试样强

度，这说明 HDPE 土工格室试样在试验时应力集中不

明显。此外由强度比、伸长率之比分析可知试样形状

对伸长率有显著影响，而试样宽度则对于抗拉强度影

响较小。另外，较大的试样宽度可以减小应力集中对

测试结果的影响[15]。因此，为较真实反映 HDPE 土工

格室条带的力学特性，且为进行试验检测时方便取样，

建议选用Ⅲ型–矩形试样作为拉伸试验试样。 
2.2  PP 土工格室条带拉伸试验结果 

PP 土工格室条带 3 种试样的拉伸曲线、试验计算

结果分别如图 7、表 3 所示。由图 7 可知，3 种试样的

拉伸曲线变化趋势大致相同，均表现为拉伸强度与伸

长率基本呈线性增加关系，达到峰值后迅速降低，试

验过程中未出现明显屈服点。3 种试样的抗拉强度及

其对应的伸长率从大到小为：Ⅲ型–矩形、Ⅱ型–矩形、

Ⅰ型–哑铃形。对比 3 种试样的拉伸曲线可知试样形

状、尺寸对 PP 土工格室条带的抗拉强度和伸长率均

有一定的影响。 
分析表 3，Ⅱ型–矩形较Ⅰ型–哑铃形试样的抗拉

强度和伸长率更接近Ⅲ型–矩形试样。对比 3 种试样的

强度比与伸长率之比，Ⅰ型–哑铃形与Ⅱ型–矩形试样

的强度比、伸长率之比分别相差 11%，17%，Ⅱ型–
矩形与Ⅲ型–矩形试样的强度比、伸长率之比分别相差

9%，11%。分析可知试样形状与试样尺寸均对 PP 土
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工格室条带的伸长率影响较大。对强度而言，试样形

状对强度的影响略大于试样尺寸的影响，因此不可忽

略试样形状对试验结果的影响。 

图 7 PP 土工格室条带 3 种试样拉伸曲线 

Fig. 7 Tensile curves of three specimens of PP geocell strips 

表 3 PP 土工格室条带拉伸试验结果 

Table 3 Tensile test results of PP geocell strips 

试样形状 抗拉强度

/(N·cm-1) 
强度比 

/% 伸长率/% 伸长率之比 
/%  

Ⅰ型–哑铃形 1738 80 13 72 
Ⅱ型–矩形 1985 91 16 89 
Ⅲ型–矩形 2183 — 18 — 

此外，对比Ⅱ型–矩形和Ⅲ型–矩形两种试样，结

果表明试样宽度越大，抗拉强度、伸长率越大。Ⅱ型–
矩形与Ⅲ型–矩形试样宽度比为 1∶2.5，但二者强度比

及伸长率之比分别为 1∶1.10 和 1∶1.12。分析原因是

因为 PP 材料存在显著的应力敏感性，即 PP 3 种试样

在拉伸试验过程中，当试样标距区某点一旦产生应力

集中，随即会在标距区内产生微裂纹，进而使试样快

速发生断裂，这与试验前对 PP 土工格室条带取样时，

试样容易沿着拉伸方向出现脆性裂纹保持一致。 
PP 土工格室条带 3 种试样的拉伸断裂模式，如图

8 所示。由图 8 可知 PP 土工格室 3 种试样在拉伸破坏

后，试样表面由光滑变为细丝状。分析原因是当试样

受到轴向力时，材料内部经取向形成的微原纤具有特

殊的密堆积，能有效阻止微原纤中的晶块产生塑性形

变。当拉力继续增加时，微纤中的晶块解折叠，并且

微纤与微纤间的微裂缝开始扩展，材料表面出现纤维

化现象，此时微纤束之间依次分离，继而分子链中的

主价键受到平行于分子链的拉力开始断裂，材料抵抗

伸长率能力增加，直至大部分微纤断裂，材料即发生

脆性破坏[16]，这与图 7 中拉伸曲线骤降趋势保持一致。

另外在图 7 中还发现拉伸强度在降低过程中存在一些

残余变形，分析原因是由于 PP 试样脆性破坏的过程

中，还有少数微纤未断裂。 
通过扫描电镜 SEM分别观察了 PP土工格室条带

试样断裂处放大 250 倍，1000 倍，5000 倍后的微观结

构形态，如图 9 所示。 

图 8 PP 土工格室条带 3 种试样拉伸断裂模式 

Fig. 8 Tensile fractured modes of three specimens of PP geocell  

strips 

图 9 PP 土工格室条带断口的微观结构形态 

Fig. 9 Microstructure of fracture of PP geocell strips 

由图 9 可知，PP 土工格室条带拉伸后，部分分子

链因发生沿拉伸方向的取向和延伸，故形成了一系列

排列整齐的微纤束，但也有部分分子链仍以缠结无规

卷曲状存在。此外分子链间在发生拉断分离后出现的

小微纤也呈杂乱分布。 
综合上述分析，一方面由图 8 可知 PP 土工格室

条带在拉伸过程中未在夹具处因应力集中而发生断

裂，另一方面由图 7 可知 PP 土工格室Ⅱ型–矩形试样

强度大于Ⅰ型–哑铃形试样的强度，这说明 PP 土工格

室试样在试验时应力集中不明显，此外由强度比分析

可知试样尺寸对强度影响较小。因此，在进行室内试

验时，为降低 PP 土工格室条带的应力敏感性且确保

测试结果的合理性，建议选用Ⅲ型–矩形试样作为 PP
土工格室拉伸试验的试样。 
2.3  PET 土工格室条带拉伸试验结果 

PET 土工格室条带 3 种试样的拉伸试验曲线、试

验数据分别如图 10、表 4 所示。 
由图 10 分析可知，3 种试样的拉伸曲线变化趋势

大致相同，表现为在拉伸试验初期随伸长率的增长，

抗拉强度近似呈线性增加，在达到一定伸长率后表现

出硬化的特点。伸长率继续增加到某值时，拉伸强度
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开始降低并迅速降为 0，在拉伸试验过程中未出现明

显的屈服点。3 种试样的抗拉强度、伸长率从大到小

均为：Ⅲ型–矩形、Ⅱ型–矩形、Ⅰ型–哑铃形。对比 3
种试样的拉伸曲线可以发现试样形状和尺寸对 PET
土工格室条带的抗拉强度和伸长率均有一定的影响。 

图 10 PET 土工格室条带 3 种试样形状拉伸曲线 

Fig. 10 Tensile curves of three specimens of PET geocell strips 

表 4 PET 土工格室条带拉伸试验结果 

Table 4 Tensile test results of PET geocell strips 

试样形状 抗拉强度

/(N·cm-1) 
强度比 

/% 
伸长率 

/% 
伸长率之比 

/%  
Ⅰ型–哑铃形 1620 82 17 50 
Ⅱ型–矩形 1860 94 26 76 
Ⅲ型–矩形 1987 — 34 — 

由表 4 可知，Ⅱ型–矩形较Ⅰ型–哑铃形试样的抗

拉强度和伸长率更接近Ⅲ型–矩形试样。对比 3 种试样

的强度比与伸长率之比，Ⅰ型–哑铃形与Ⅱ型–矩形试

样的强度比、伸长率之比分别相差 12%，26%，Ⅱ型–
矩形与Ⅲ型–矩形试样的强度比、伸长率之比分别相差

6%，24%。分析可知试样形状与试样尺寸对 PET 土工

格室条带的伸长率影响显著大于抗拉强度。对强度而

言，试样形状对强度的影响较试样尺寸的影响大，因

此不可忽略试样形状对试验结果的影响。 
对比Ⅱ型–矩形和Ⅲ型–矩形两种试样，结果表明

试样宽度越大，抗拉强度、伸长率越大。Ⅱ型–矩形与

Ⅲ型–矩形试样宽度比为 1∶2.5，但二者的强度比及伸

长率之比分别为 1∶1.06 和 1∶1.32。 
PET 土工格室条带 3 种试样的拉伸断裂模式，如

图 11 所示。由图 11 可知 3 种试样在标距区内均未出

现明显颈缩的现象，且断裂面较为平整。 
分析上述两种情况，是因为 PET 土工格室条带在

拉力作用下，晶区结构先发生沿拉力方向的变形，此

时变形为弹性形变。当继续受力时，晶区破碎，宏观

上材料进入应变硬化阶段。由于 PET 的分子链由刚性

的苯基、柔性的脂肪烃基组成，且相邻的苯环不在同

一个平面上，因而使得 PET 分子链段不易旋转即分子

结构刚性大，所以具有很高的模量，因此进入应变硬

化阶段后变形至一定程度时，分子链突然发生断裂，

材料即发生破坏。 

图 11 PET 土工格室条带 6 种试样的拉伸断裂模式 

Fig. 11 Tensile fractured modes of three specimens of the PET  

geocell strips 

通过扫描电镜 SEM 分别观察了 PET 土工格室条

带试样断裂处放大 250 倍，1000 倍，5000 倍后的微观

结构形态，如图 12 所示。 

图 12 PET 土工格室条带断口的微观结构形态 

Fig. 12 Microstructure of fracture of PET geocell strips 

由图 12 可知，PET 土工格室条带断裂面较平滑，

主要由于其自身材质的原因。此外 PET 经拉伸取向后

呈堆积片状结构，断口截面无明显塑性屈服变形，但

是 PET 材料的破坏是介于脆性断裂和韧性断裂之间

的一种破坏，属于硬韧性的破坏。 
综合上述分析，由图 11 可知 PET 土工格室条带

在拉伸过程中未在夹具处发生断裂，且由图 10 可知

PET 土工格室Ⅱ型–矩形试样强度大于Ⅰ型–哑铃形，

说明 PET 土工格室试样在试验时应力集中不明显。此

外由强度比分析可知试样形状对强度影响较小。因此，

在进行室内试验时，为确保测试结果的合理性且方便

取样，建议选用Ⅲ型–矩形试样作为 PET 土工格室拉

伸试验的试样。 
2.4  HDPE、PP、PET 土工格室条带试验结果对比 

由 2.1 节～2.3 节中 HDPE、PP、PET 土工格室条

带试样的拉伸力学特性分析可知，Ⅰ型–哑铃形和Ⅱ型

–矩形试样的抗拉强度和伸长率均小于Ⅲ型–矩形试

样。PP、PET 土工格室条带试样的抗拉强度、伸长率

表现为随试样宽度增大而增大，而 HDPE 土工格室条
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带为伸长率增大，抗拉强度变化不大。 
不同试样形状及尺寸的土工格室条带之所以强

度不同是因为 PP 和 PET 土工格室条带破坏接近脆性

破坏。条带试样在拉伸过程中，PP、PET 土工格室条

带试样内部会出现银纹或空洞，银纹进一步扩展变为

裂缝，并很快发生断裂，即具有较强的应力敏感性，

在伸长率一定的条件下，试样动态破坏时的名义强度

随着试样宽度的增加而增大。而 HDPE 土工格室条带

虽然经过挤出取向，属于半晶聚合物，但伸长率–抗

拉强度曲线仍符合结晶型聚合物，即具有一定的韧性，

分子链运动发生强迫高弹形变，强度及伸长率取决于

颈缩的出现时间和可延伸长度，在颈缩形成和逐渐发

展的过程中，颈缩处截面积变小，真应力增大，剪切

屈服进一步发展，分子之间会发生滑脱或者分子主价

键发生断裂，消耗了大量的变形能和断裂能，随着颈

缩的延长逐渐破坏，具有较低应力敏感性。在伸长率

一定的条件下，试样动态破坏时的名义强度不随试样

宽度的增加而增大。具体表现为，Ⅱ型–矩形试样的曲

线与Ⅲ型–矩形试样拟合度较高。 
HDPE、PP、PET 3 种土工格室Ⅲ型-矩形试样抗

拉强度–伸长率对比曲线如图 13 所示。 

 

图 13 HDPE、PP、PET 土工格室条带伸长率–拉伸强度曲线 

Fig. 13 Plot of elongation versus tensile strength of the HDPE,  

PP and PET geocell strips 

由图 13 可知，PP 土工格室条带的伸长率在 3 种

材料土工格室条带中最小，HDPE 土工格室条带伸长

率最大，PET 土工格室条带伸长率介于两者之间。从

强度考虑，PP 土工格室条带抗拉强度最大，PET 土工

格室条带略低于 PP 土工格室条带抗拉强度，HDPE
土工格室条带强度最小。综合强度、伸长率分析可知，

PP 土工格室条带具有显著的强度优势，HDPE 土工格

室条带具有显著的变形优势，而 PET 土工格室条带兼

具了 PP 和 HDPE 两者土工格室条带的优点，即既可

满足强度的要求，又可满足变形的要求。 
3 种材料土工格室条带之所以强度不同，是与生

产工艺有关。PP、PET 土工格室条带的生产工艺为拉

伸型，而 HDPE 土工格室条带为挤出型。PP、PET 土

工格室条带在成型过程中沿着一个方向拉伸，则其中

的分子链会沿着拉伸方向作整齐、择优排列，从而使

分子间作用力增加，故在拉伸方向的拉伸强度会显著

提高。而 HDPE 土工格室条带为挤出型，即在成型中

没有拉伸定向，故分子链未发生变化或变化很小。因

此 HDPE 土工格室条带的抗拉强度明显低于 PP、PET
土工格室条带。 

3  结    论 
本文通过单轴拉伸试验，分别对 HDPE、PP、PET

土工格室条带的拉伸力学性能进行了一系列研究。研

究了Ⅰ型–哑铃形试样、Ⅱ型–矩形试样和Ⅲ型–矩形试

样对强度和变形特性的影响，并对土工格室条带的断

裂处进行了微观分析，最后给出进行室内试验时建议

选用的土工格室试样，便于今后评估和提升土工格室

产品的质量以及提高土工格室加固工程质量的可靠

性。主要得出以下结论： 
（1）HDPE 土工格室条带在拉伸过程中有明显的

屈服点。由于Ⅰ型–哑铃形试样过渡区横截面积较标距

区大且复杂，故在拉伸过程中拉伸曲线呈现出明显的

二次增加趋势，此外还与 HDPE 土工格室条带的生产

工艺有关。Ⅱ型–矩形和Ⅲ型–矩形试样拉伸破坏时在

细颈扩展部位与拉伸方向约成 45°角的肩型斜面。 
（2）PP、PET 土工格室条带在拉伸过程中均未

出现明显的屈服点。PP 土工格室条带拉伸破坏后，试

样表面由光滑变为细丝状。PET 土工格室条带拉伸断

裂后断裂面较为平整。 
（3）HDPE、PP、PET 土工格室条带的伸长率均

对试样形状敏感，且Ⅰ型–哑铃形伸长率小于Ⅱ型–矩
形试样。试样形状、尺寸对 HDPE 土工格室条带的强

度影响较小。PP、PET 土工格室条带的强度受试样形

状影响较大，且Ⅰ型–哑铃形强度小于Ⅱ型–矩形试样。 
（4）扫描电镜下 HDPE、PP、PET 土工格室条带

试样断口的微观结构形态呈现明显差异。HDPE 土工

格室条带断口形貌丰富，粗糙，有明显的塑性屈服变

形；PP 土工格室条带断口呈既有排列整齐的微纤束，

也有杂乱分布小微纤。PET 土工格室条带断口较整齐

无明显塑性屈服变形。PET 土工格室条带兼具了 PP
和 HDPE 两者土工格室条带的优点。 

（5）HDPE、PP、PET 土工格室条带的应力集中

现象不明显且具有一定的表征，故为了确保测试结果

的合理性，建议土工格室条带进行室内拉伸试验时选

用Ⅲ型–矩形作为拉伸试样。 
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上覆海水层对自由场基本周期影响的离心模型试验研究 
兰景岩，宋锡俊，王  婷 

(桂林理工大学广西岩土力学与工程重点实验室，广西 桂林 541004) 

摘  要：基于动态离心技术设计和构建了两组模型试验，还原并再现了上覆无水和有水的软土自由场仿真岩土台阵，

利用白噪声扫频和强度不同的 El Centro 波作为振动台基底输入，采用考虑相消干涉的传统谱比法，获取了不同工况条

件下的两组自由场模型的场地反应结果，通过对比分析有水和无水场地的振型反应特征以及基本周期差异，评价和总

结上覆水在估算场地基本周期的作用及影响。研究结果表明：由于上覆水自重以及土水相互作用的影响，无水模型的

地表峰值放大倍数要高于有水模型，同时无水模型的地表时程波形稀疏，表明地表地震波具有较为丰富的高频成分；

无论是白噪声扫频还是 El Centro 波的基底加载方式，上覆无水和有水两组自由场模型的基本周期和振型放大系数均存

在显著差异，表明上覆水对海底复杂介质体系的基本周期估算具有一定的影响，陆地模型和海域模型的基本周期最大

偏差达 35.5%。 
关键词：上覆海水；场地基本周期；传统谱比法；动态离心模型试验 
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及地震工程等方面的教学与科研工作。E-mail: lanjy1999@163.com。 

Centrifugal model tests on influences of overlying sea layer on basic                     
period of free field 

LAN Jing-yan, SONG Xi-jun, WANG Ting 
(Guangxi Key Laboratory of Geomechanics and Geotechnical Engineering, Guilin University of Technology, Guilin 541004, China) 

Abstract: Based on the dynamic centrifugation technique, two groups of model tests are designed and performed, 
and the geotechnical free field simulation arrays with and without water are restored and reproduced. The white 
noise sweep and El Centro waves with different intensities are used as the base input of the shaking table, and the 
traditional spectral ratio method considering cancellation interference is used to obtain the site response results of 
two groups of free field models under different working conditions. Through the comparative analysis of the modal 
response characteristics and basic period differences between watery and anhydrous sites, the function and 
influences of overlying water in estimating the basic period of the site are evaluated and summarized. The results 
show that due to the influences of the dead weight stress of overlying water, the surface peak magnification of the 
anhydrous model is higher than that of the watery model, and the surface time history waveform of the anhydrous 
model is sparse, indicating that the surface seismic waves have abundant high frequency components. Whether it is 
the white noise sweep or the base loading mode of El Centro wave, there are significant differences in the basic 
period and mode amplification factor of the two groups of free field models with and without water, indicating that 
the overlying water has a certain influence on the estimation of the basic period of the seafloor complex medium 
system, and the maximum deviation of the basic period of the land model and the sea model is 35.5%. 
Key words: overlying sea water; site basic vibration period; traditional spectral ratio method; dynamic centrifugal model test

0  引    言 
场地基本周期是描述场地动力特性的一个基本指

标和物理量。研究表明，地震作用下结构自振周期与场

地基本周期接近或相等时，所产生的共振效应是影响震

害分布和加剧结构破坏程度的重要因素之一[1]，因此科

学合理地估计场地基本周期对于指导工程抗震设计、减

─────── 

基金项目：国家自然科学基金项目（51408559）；广西自然科学基金项

目（2018GXNSFAA281183）；广西岩土力学与工程重点实验室开放基

金项目（桂科能 19-Y-21-4） 
收稿日期：2020–06–01 

DOI：10.11779/CJGE202104020 



第 4 期                      兰景岩，等. 上覆海水层对自由场基本周期影响的离心模型试验研究                      769 

 
 

轻地震灾害具有重要的工程意义和科学价值。目前国内

外常用的有 3 种方法来确定场地的基本周期[2-3]：①强

震动记录法，这是基于无场地放大效应的基岩参考台

而提出的传统谱比法，包括地表/井下谱比法[4]（Zhao
等），HVSR 谱比法[5-6]等；②地脉动方法，是利用微

小振动的单台 H/V 谱比分析法[7-8]；③简化计算方法，

即利用基本周期求解公式 T=4H/Vs 进行估算[9]。对于

多层场地土，有子层周期求和法[10]、加权平均波速法[11]

等，是目前工程界广泛采用的简便计算方法。 
然而上述场地基本周期的确定方法及相关研究均

针对陆域场地，而上覆有水的海域复杂介质体系的基

本周期研究鲜有报道。有研究表明，水下土层的孔隙

水饱和度对平面内运动的振幅有很大的影响[12-14]。荣

棉水等[15]利用实际观测记录的 HVSR 谱比法，分析了

海、陆域场地效应的差异。Fan 等[16]从理论上推导了

海底场地传递函数，通过考虑海水层和海底土层的土

壤饱和度对地面运动场地放大的影响，提出了一种模

拟海底地面运动的综合方法。张奎等[17]推导出平面 P
波或 SV 波入射时海底地基场地波动的解析表达式，

认为水深对水平位移峰值的影响较小，但共振频率随

着水层厚度增加而增加。 
综上表明，上覆海水层对于整个饱和海域体系的

地震反应存在着一定的影响，同时，海水层作为海水

—海床整个结构体系不可分割的一部分，在场地基本

周期的估算中也具有不可忽视的重要作用。鉴于此，

为了研究海水—海床结构体系的基本周期，探讨上覆

水对自由场基本周期的影响，设计上覆有水和无水的

两个离心模型试验，模拟还原上覆有水的自由场结构

体系，根据 5 组振动试验所获取的地表和基底加速度

观测记录，采用考虑相消干涉的传统谱比法，分析海

床地表处的地震动放大效应，通过对比分析有水和无

水场地的振型反应特征以及基本周期差异，评价和总

结上覆水在估算场地基本周期的作用及影响。研究成

果有助于进一步了解、深化和揭示海域复杂介质体系

的基本周期特征及地震动场地放大规律，对于指导海

域工程的抗震设防具有一定的理论意义和工程意义。 

1  典型自由场的离心模型方案设计 
1.1  动态离心模型试验设备及主要参数 

本次离心机振动台试验使用交通运输部天津水运

工程科学研究院港口水工建筑技术国家工程实验室的

TK-C500 型土工离心试验机（图 1（a）），最大离心

加速度为 250g，最大半径为 5 m，最大有效载重 50 kN。

土工离心机配置了先进的振动台系统，可以实现在

100g 离心状态下提供高精度的垂直/水平双向振动，

最大振动加速度 40g，最大持续时间 3 s，最大振动频

率 350 Hz，设计振动有效负载 8 kN，综合性能达到国

际先进水平。试验所用的模型箱为轻质、高强度合金

铝制的叠环式层状剪切模型箱（图 1（b），（c）），

可有效降低侧边界效应[18-19]。内部尺寸可以满足多种

类型模型试验的需要。 

图 1 土工离心试验机与叠环式模型箱 

Fig. 1 Centrifugal testing machine and laminar model box 
1.2  离心模型设计方案 

本文设计了两组动态离心模型试验，一组有水覆

盖、另一组无水覆盖的均质饱和软黏土自由场离心模

型，试验方案如图 2 所示。目的是通过将有水、无水

两组模型场地结合起来进行差异对比研究，研究分析

上覆海水对海床地表地震动的影响，考察上覆海水在

场地基本周期估算中的贡献和作用。 

 

图 2 动态离心机振动台试验设计模型图 

Fig. 2 Design models for dynamic centrifugal shake table tests  

每组模型试验从地表至基底均匀布设 5 个微型加

速度传感器（图 2 所示），其中 A1用于测定地表的加

速度结果，人工模拟海床表和地表的加速度记录，另

外 1 个放置在离心振动台的基座上（图 2 中的 A0），



770                         岩  土  工  程  学  报                                    2021 年 

用于测定基底处的加速度结果，以此模拟基底地震动

输入记录。为提高加速度传感器的测量精度，降低模

型箱侧边界的影响，加速度传感器均埋置于模型中部

位置。 
1.3  离心相似率 

研究表明，地表以下 30 m 的覆盖土层对地震动

的影响较大，且美国 NEHRP 抗震设计规范[20]中明确

采用 30 m 的等效剪切波速（Vs30）作为场地动力特性

的重要评价指标，故本文计划依托离心机振动台，设

计均质成层覆盖的动态离心模型，以期能够模拟海底

自由场深度为 30 m 的原型场地，结合中国近海海水

深度的平均统计值在 15 m 左右，故设计了一组能够

还原上覆海水 15 m，海底土层 30 m，总计 45 m 场地

原型的离心缩尺模型。结合试验方案（图 2），本次试

验所采用的离心加速度取 100g，所涉及到的主要相似

常数（模型/原型）为：加速度相似常数 Ca=100，位

移相似常数 Cl=100，时间相似常数 Ct=1/100，频率相

似常数 Cf=100。 
1.4  试验用土 

试验用土采用产自澳大利亚的 IMERYS牌水洗高

岭土，等级一级，粒度 0.6 um，Al2O3含量 38.5%，SiO2

含量 48.2%。 
依据中国近海海域的海相沉积软土物理力学指标

作为参考，在实验室内对超细高岭土进行重新配制，

得到离心模型试验用土的物理力学指标参数，如表 1
所示。模型箱制作采用控制密度和含水率，分层夯实

的办法进行配制。 
表 1 模型土体的基本物理性质指标 

Table 1 Basic physical properties of model soil 
密度 

ρ/(g·m-3) 
含水率

w/% 
塑限 
/% 

液限 
/% 

孔隙比 
e 

1.61  36.0 26.0 48.0 1.170 

1.5  试验输入加载形式 

本次试验选用白噪声和 El Centro 波作为基底输

入地震动，输入白噪声是为了获取典型自由场的基本

频率[21]。输入 El Centro 波是为了考察地震动的随机特

性对自由场地非线性放大效应，通过调整输入峰值加

速度来模拟不同强度的地震波。每一次振动试验在加

载地震波时，首先要对输入的原始地震波按照相似率

（N=100）进行幅值和持时的缩放，整理成目标时程，

进而对目标时程再进行滤波处理，按照原始波的预期

峰值再进行一次缩放，成为滤波后时程，该时程为实

际最终离心模型试验的基底地震动输入，由振动台基

座上的加速度计 A0（图 1）通过量测获得见表 2 所示。

由此可知，对应 5 组工况 EL-1、EL-2、EL-3、EL-4、
EL-5 的地震基本烈度分别为Ⅵ、Ⅶ、Ⅶ+、Ⅷ和Ⅸ。

同时，从有水和无水模型的基底输入地震动幅值差异

率上看（除 EL-1 工况外，其余均小于 7%），可认为

两组模型的基底输入差异较小。 
表 2 典型自由场离心模型试验基底输入时程参数 

Table 2 Actual input ground motion parameters of free-field  

centrifugal model tests 

地震波类型 工况 
幅值 

差异

率/% 
持时/s 无水

/g 
有水 

/g 
白噪声扫频 BZS  5.683 5.691 0.1 110 

El Centro 波 

EL-1  46.16  41.13 10.9 

60 
EL-2  81.40  77.57  4.7 
EL-3 146.80 143.00  2.6 
EL-4 250.20 266.60  6.6 
EL-5 395.30 387.40  2.0 

2  典型自由场的模拟地震动记录 
随着地震工程学的深入发展与推进，以及强震动

观测技术在全球范围内的长足进步，逐渐积累了大量

的可用于基础理论研究的观测记录，在工程建设和抗

震设防中发挥着重要作用。现已知全世界范围内规模

较大和关注度较高的强震动观测台网有日本 KiK-net；
美国加州 Garner Valley、Treasure Island 和 CSMIP 台

站；中国台湾 Lotung 和 Hualien；中国唐山响嘡、云

南通海和四川自贡台阵等。相比于陆地范围地震观测

的蓬勃兴起，海域地震动观测台站和记录还十分匮乏。

目前仅已知日本 K-net 和美国 SEMS 台网有少数几个

海底台站获取到了海底地震记录，然而却未能同时采

集到同一台站的井下和海床表的地震记录，也未能在

同一次地震中同时采集海底与相邻陆地地震动的观测

记录，故无法直接对比海底与陆地地震动的差异和区

别，也不能分析海底复杂体系的场地反应。 
本文所提出的动态离心模型试验方案，可以还原

和模拟具有相同场地土条件的陆地和海域强震动观测

台站，可以较有效地解决上述台站在实际观测中存在

的两点不足之处。 
依据给出的离心模型试验的设计方案及地震动加

载形式，对无水、有水两个离心模型进行振动试验，

分别给出了模型箱内传感器 A1～A5 的加速度记录结

果，5 组动态离心模型（EL-1～EL-5）的加速度记录

见图 3～7 所示。 
一般来说，地震波从基底向地表传播过程中，由

于场地覆盖软土的滤波作用，引发地震波的不同频率

成分的放大或缩小，体现在高频成分衰减较快而低频

成分衰减慢，使地表基本周期往往集中在低频方向。

从图 3～7 的时程反应结果来看，无论是无水模型还是

有水模型，随着基底输入峰值的增加，地表处峰值加

速度呈非线性放大趋势，地震动放大倍数（ PGA
地表

/ 
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PGA
基底

）呈现先放大后缩小的趋势，整理后见表 3
所示，对比来看无水模型的放大倍数总体上要略高于

有水模型。从地震波形上看，由于地震波在土层的折

射与反射，导致地表处加速度时程的峰值时刻要滞后

于基底时程，并且基底时程普遍“尖刺”多，而地表时

程波形稀疏，是由于基底高频成分显著，而地表处则低

频成分显著，这一现象在无水模型中更为明显。而上覆

有水的模型，由于上覆水自重的影响，提高了近地表处

的场地刚度，因此地震波形比上覆无水的较密。 

图 3 EL-1 工况加速度时程反应 

Fig. 3 Time-history responses of acceleration of EL-1 situation 

图 4 EL-2 工况加速度时程反应 

Fig. 4 Time-history responses of acceleration of EL-2 situation 

 

图 5 EL-3 工况加速度时程反应 

Fig. 5 Time-history responses of acceleration of EL-3 situation 

 

图 6 EL-4 工况加速度时程反应 

Fig. 6 Time-history responses of acceleration of EL-4 situation 

 

图 7 EL-5 工况加速度时程反应 

Fig. 7 Time-history responses of acceleration of EL-5 situation 

表 3 地表与基底峰值加速度量测结果及放大倍数 

Table 3 Peak accelerations and magnification of surface and  

basement                                  

模型

工况 

无水模型 有水模型 
基底
PGA 

/g 

地表
PGA 

/g 

放大

倍数 

基底
PGA 

/g 

地表
PGA 

/g 

放大

倍数 

EL-1 46.46 125.5 2.70 41.13 130.0 3.16 
EL-2 81.40 172.7 2.12 77.57 117.2 1.51 
EL-3 146.8 267.8 1.82 143.0 96.94 0.68 
EL-4 250.2 249.3 0.99 266.6 141.3 0.53 
EL-5 395.3 251.8 0.64 387.4 204.0 0.53 

为进一步分析上覆海水对地震动频谱特性的影

响，本文对比了两组离心模型在 5 组工况条件下的加

速度反应谱结果，可以看出上覆有水和无水条件下的

自由场离心模型在地表处的加速度反应谱差异显著

（图 8 所示），且随着基底输入峰值的增加，两组模型

的反应谱差异越明显。具体表现为：当输入较小时的

工况 EL-1，上覆有水和无水的两组自由场模型的地表

反应谱差别不明显，上覆无水的加速度反应谱略高于

有水的情况；当基底输入增加（EL-2、EL-3 工况），

由于上覆海水的自重影响，上覆无水模型的地表加速

度反应谱则显著高于上覆有水模型；随着基底输入的

进一步增大（EL-4、EL-5 工况），上覆无水模型的地
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表加速度反应谱逐渐向长周期方向移动，低频成分进

一步增大，相反地，上覆有水模型的地表加速度反应

谱则逐渐向短周期方向移动，高频成分进一步提高，

对比来看两组模型的反应谱差异程度逐渐提升。 

 
图 8 两组模型的地表加速度反应谱对比图 

Fig. 8 Comparison of ground acceleration response spectra of two  

models 

3  典型自由场的地震动反应分析 
3.1  场地反应分析方法 

地震波由震源断层错动产生，经地壳介质传播与

耗散，再经局部场地条件的动力放大作用而产生强地

面运动，因此地震波由震源机制 S(M0，f )、传播路径

( , )P R f 以及场地效应 ( )G f 三部分构成[22]，地震动的

傅氏谱 0( , , )A M R f 表示为 

0 0( , , ) ( , ) ( , ) ( )A M R f S M f P R f G f  ，  (1) 
式中，M0为地震矩，R 为震源距，f 为频率。 

对于同一岩土竖向台阵获取不同深度的加速度记

录，它们之间则具有相同的震源项和路径项。本文借

鉴 Borcherdt[23]提出的基于传统谱比法研究场地效应

的思路和方法，利用动态离心模型来还原典型自由场

的岩土竖向台阵，将振动台基底作为基岩参考场地，

用地表处的地震记录与井下基岩处地震记录做傅氏谱

比，即可消除震源和路径项，获得稳定可靠的传递函

数或者场地反应。 
其中，场地反应可通过放大谱频率响应函数来表

示[24]： 

r
r/s

s

( )
( )

( )
G fA f
G f

             (2) 

式中， r ( )G f 表示地表及地下某层位的傅氏谱， s ( )G f
表示基底层位的傅氏谱， r/s ( )A f 为层间频率反应函数

的绝对值，一般用放大系数表示（amplification factor，
简写 AF），其中下标 r，s 分别表示以 s 层傅氏谱结果

为基准、以 r 层傅氏谱结果为对象表示其比值。 
3.2  基于离心模型试验的数据处理与分析 

有研究表明，由于地表及地下岩土介质速度的不

同，地震波在分界面处将产生上行与下行波场的相消

干涉作用，造成地震动傅氏谱在特定频段的幅值显著

降低，出现“假共振”现象[25]。为消除“假共振”并

获取有效可靠的场地反应，Steidl 等[26]引入了相干函

数概念，其与傅氏谱比的乘积便得到了地表或地下某

一深度的场地反应。 
相干函数表示为 

12
12

11 22

( )
( )

( ) ( )
S f

f
S f S f

 


  ，     (3) 

式中， 11( )S f 为在地表或地下某一深度处（d1）土层

中记录的地震动自谱， 22 ( )S f 为在地下某一深度（d2）

基岩参考场地记录的地震动自谱， 12 ( )S f 为分别在深

度 d1和 d2记录的地震动互谱。 
按照上述思路，首先对动态离心模型试验所获取

的地震动时程记录（图 3～7）进行傅里叶变换，得到

了地表处的地震动傅氏谱，并用 0.4 Hz 的 Parzen 窗进

行平滑处理；然后将各工况条件的振动台基底处作为

参考场地，将基座处输入地震动进行傅里叶变换，得

到了各组试验工况参考场地的地震动傅氏谱；接下来

利用式（2）分别计算地表与参考场地之间地震动傅氏

谱比，并利用式（3）计算了与之对应的相干函数；最

后将傅氏谱比和相干函数结果进行乘积，即得到了自

由场地表的场地反应，其中场地反应最大值所对应的

频率即为自由场的基本频率 fd，其倒数即为自由场的

基本周期 Tb。 
据此，得到了两组离心模型试验在 6 组工况条件

下的地表场地反应放大谱，图 9 所示。其中图 9（a）
是采用白噪声对自由场模型体系进行的扫频后得到的

场地反应结果，图 9（b）～9（f）分别对应于基底输

入不同幅值 El Centro 波时的场地反应结果。 
由图 9 可知，两组典型自由场地表处的场地反应

在 0.01 Hz 至 10.0 Hz 频段间，有多个放大系数峰值，

其对应的频率即为自由场结构体系的不同振型频率，

其中第一个峰值对应的频率即为基本频率 fd，其倒数

即为基本周期 Tb。据此，获取了白噪声扫频工况下两 
组自由场模型的基本频率和基本周期，如表 4 所示，
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可以看出无水模型的基本周期为 1.47 s，而有水模型

的基本周期为 1.22 s，无水模型的基本周期高出有水

模型的基本周期约 17%。从自振频率的基本概念上来

看，结构体系的基本周期（或基频）与其刚度和质量

相关，一方面由于两个模型刚度和质量不同，另一方

面模型的组合体系也有显著差别，故此导致了两个模

型基本周期的差异。从图 9 还可以看出，场地反应中

的第一振型放大作用最显著，表明自由场的基本周期

也是其卓越周期，并且占体系总体反应的主要部分，

其他振型放大作用不明显，这是由于离心模型对应于

原型自由场为均质场地，且覆盖层较薄（厚度 30 m），

故本文所设计的典型自由场可近似看做一个单自由度

体系。 

 
图 9 典型自由场地表处的场地反应放大谱 

Fig. 9 Site response amplification spectra at surface of typical free  

fields 

为了系统研究输入地震动对典型自由场基本周期

的影响及相应规律，根据图 9 的场地反应分析结果，

整理出两组自由场模型的第一振型的自振频率及对应

的放大系数，如表 5 所示。同时，依据表 5 结果计算

了不同输入工况条件下无水和有水两组自由场模型的

基本周期值及其差异率，如表 6 所示。 
表 4 模型体系动力特性 

Table 4 Dynamic characteristics of model system 

加载工况 无水模型 有水模型 
fd/Hz Tb/s fd/Hz Tb/s 

白噪声扫频
BZS 0.682 1.47 0.819 1.22 

表 5 地震动振型放大系数及其相应的自振频率 

Table 5 Amplification factors and their corresponding natural  

.frequencies of ground motion modes 

加载工况 无水模型 有水模型 
fd/Hz AF fd/Hz AF 

EL-1 0.330* 6.671 0.352 5.583 
EL-2 0.488 3.932 0.315 3.365 
EL-3 0.403 3.492 0.277 2.155 
EL-4 0.317 2.596 0.242 0.848 
EL-5 0.312 2.318  0.480* 0.466 

注：*表示试验非正常点。 
表 6 不同工况条件下两组离心模型的基本周期 Tb 及差异率 δ 

Table 6 Basic periods and difference rates of two groups of  

         centrifugal models under different working conditions 

模型工况 无水模型 
Tb/s 

有水模型 
Tb/s 

差异率 
δ/% 

EL-1 3.03 2.84  -6.7 
EL-2 2.05 3.17  35.5 
EL-3 2.48 3.56  30.3 
EL-4 3.15 4.13  23.7 
EL-5 3.21 2.08 -35.2 

由图 7、表 5，6 可知，无水模型的振型放大系数

显著高于有水模型，两者的差距随着基底输入峰值增

加会被进一步增大（图 10（a）），从另一个角度可以

得出这样一个结论，由于上覆水的作用，导致海床表

处的地震动放大作用被抑制。此外，随着基底输入峰

值的增加，无水和有水两组自由场模型的基本频率总

体上呈降低趋势，基本周期呈增长趋势，并最终趋于

一个定值（图 10（b）所示）。分析这一现象产生的主

要原因，是由于随着基底输入的提高，自由场土层等

效剪切波速逐渐降低，进而导致卓越频率逐渐向低频

方向移动，这与 Dimitriu 等[27]的理论研究结论是一致

的。 

图 10 场地基本周期与放大系数随基底输入峰值的关系 

Fig. 10 Relationship among basic period, amplification factor and 

.the peak value of base input 

其中个别试验测试点略有偏差，分别是无水模型

的EL-1工况以及有水模型的EL-5工况。结合图 9（b），
（f）和表 6 结果，分析产生这两个试验非正常点的原

因，当基底输入较小时，两个离心模型的结构体系尚

处于弹性变形阶段，上覆海水与饱和海床土层整体性

较好，因此基本周期和地震动放大系数差异不大，而随

着基底输入的增加，两个离心模型差异逐渐显著，上覆
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有水模型已经出现了较明显的第二振型反应，并且高阶

振型反应占总体反应的主要部分，因此第一振型反应已

并不显著，也是导致出现试验非正常点的原因。 
对比无水和有水两组自由场模型的场地反应结果

不难发现，无论是白噪声扫频还是基底输入 El Centro
波的工况条件，两组模型的基本周期和振型放大系数

均存在显著差异（图 9 阴影部分），基本周期的最大偏

差达 35.5%，表明由于上覆水会影响自由场体系的基

本周期估算结果，进而也说明上覆海水对海底复杂介

质体系的地震动反应具有一定的影响，因此在实际海

域场地动力特性评价以及地震反应分析工作中，不可

忽视上覆海水的作用和实际影响。 

4  结    论 
本文利用动态离心模型试验还原并设计了上覆无

水和有水两组自由场模型，采用白噪声扫频和不同输

入强度 El Centro 波的加载形式，利用考虑相消干涉的

传统谱比法，研究总结了两组典型自由场的基本频率、

基本周期、场地反应放大系数及随输入峰值的变化规

律。具体结论如下： 
（1）根据两组自由场离心模型试验结果可知，由

于覆盖软土的非线性特性以及地震波在土层内部的折

射与反射等作用，地表处加速度时程的峰值时刻要滞

后于基底时程，并且峰值加速度放大倍数呈现非线性

放大效应，表现出先放大后缩小的趋势。对比来看，

由于上覆水自重以及水土相互作用的影响，无水模型

的地表峰值放大倍数要高于有水模型，同时无水模型

的地表时程波形稀疏，表明地表地震波具有较为丰富

的高频成分。 
（2）利用白噪声扫频获取了两组自由场的基本周

期和基本频率，无水模型的基本周期高于有水模型基

本周期的 17%，产生这一结果的原因可以归结于两个

模型在刚度、质量以及结构组合体系的差异而导致基

频的显著差异。 
（3）限于模型箱尺寸的原因，本次离心模型试验

仅能够还原到地表以下 30 m 的原型场地，可以近似

看成是一个单自由度体系，从两组离心模型的场地反

应分析结果来看，自由场第一振型放大作用最显著，

并且占体系总体反应的主要部分，其他振型放大作用

不明显。 
（4）利用不同强度的 El Centro 波作为基底输入，

分别计算了两组自由场模型的场地反应，结果表明两

组模型的基本周期和振型放大系数均存在显著差异，

基本周期差异高达 35.5%，无水模型的振型放大系数

显著高于有水模型，并且随着基底输入峰值增大，无

水和有水两组自由场模型的基本周期呈增长趋势，最

终趋于一个定值。 
总的来看，上覆水作为复杂自由场结构体系不可

分割的一部分，在描述场地动力特征和地震动场地反

应评价中，是不可忽视的重要组成部分，在实际海洋

工程的抗震设计和地震风险评估工作中要予以充分的

重视和考虑。 
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黏土片与球状颗粒间范德华作用的简便计算方法 
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摘  要：黏粒（黏土片）与非塑性粉粒间相互作用是控制粉质黏土/黏质粉土这一大类土体力学特性的关键因素之一，

范德华力是两种颗粒间最主要的相互作用形式，也是饱和土真黏聚力的来源。然而，在土体宏微观关联理论分析、离

散元模拟等研究中尚难以得到该力的解析解。为此，提出一种简便计算方法，其基本思想是将粉粒视为球体，将黏土

片视为由规则排列的基本立方体构成，将问题转变为可实现的基本立方体与球状颗粒间的范德华作用求解。首先采用

蒙特卡罗模拟，计算得到不同空间排列方式下基本立方体与球状颗粒间范德华作用力；随后，训练一个三层人工神经

网络模型用于高精度拟合范德华力与两种颗粒空间关系参数的函数关系；最后采用叠加法即可简便求得黏土片与球状

颗粒间范德华作用的合力与合力矩。结果表明，提出的简便计算方法准确性高、计算速度快，且拟合的模型参数适用

于黏土片与土体中大于 1 μm 的球状颗粒间范德华作用计算。 
关键词：范德华力；黏土片；球状颗粒；蒙特卡罗模拟；人工神经网络 
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An easy method to calculate van der Waals interaction between                  
clay plate and spherical particle 

SHEN Zhi-fu1, GAO Feng1, JIANG Ming-jing2, WANG Zhi-hua1, LIU Lu1, GAO Hong-mei1 
(1. School of Transportation Engineering, Nanjing Tech University, Nanjing 210000, China; 2. Department of Civil Engineering, School of 

Civil Engineering, Tianjin University, Tianjin 300350, China) 

Abstract: The interaction between clay plate and non-plastic silty particle is one of the key factors determining the mechanical 

behavior of silty clay and clayey silt, which form a major category of soil in geotechnical engineering. The van der Waals force 

is the most important interaction between clay plate and non-plastic silty particle, which is also the origin of true cohesion in 

saturated clay. However, it is extremely difficult to obtain the analytical solution for this force to be applied in micro-macro 

cross-scale correlation and discrete element method simulation of soil. An easy method is proposed in this study for this 

purpose. The basic idea is to view the non-plastic silty particle as the spherical particle and to divide the cubic clay plate into 

basic cubes. Then, the problem is simplified to obtain the van der Waals interaction between the basic cube and the spherical 

particle, which can be solved in the following way. First, the Monte Carlo simulation is used to collect the data of van der 

Waals interaction of the basic cube and the sphere with a wide range of relative position. Then, an artificial neuro network was 

trained to fit the function between the van der Waals force and the relative position of the two objects with high accuracy. 

Finally, the total force and torque applied on the clay plate are summed up over all the basic cubes constituting the clay plate. It 

is found that the proposed easy method has strength in both accuracy and efficiency. The model-fitting parameters can be used 

to calculate the van der Waals interaction between the clay plate and the spherical particle with a diameter greater than 1 m. 
Key words: van der Waals force; clay plate; spherical particle; Monte Carlo simulation; artificial neuro network

0  引    言 
粉质黏土/黏质粉土都是粉粒与黏粒的混合土，是

岩土工程中广泛存在的一大类土体，如中国南海神狐

海域天然气水合物储层[1]、长江中下游沿岸漫滩相淤

泥质粉质黏土等；其物理、力学特性与黏粒含量密切
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相关，本质上是非塑性粉粒和塑性黏粒间相互作用的

宏观表现。以淤泥质粉质黏土为例，黏土片之间存在

范德华相互作用（引力）和双电层相互作用（斥力）、

黏土片与粉粒之间也存在范德华相互作用（引力），这

些分别表现为引力和斥力的物理–化学作用在复杂的

微观架空结构上取得平衡；土体受力变形将引起土颗

粒排列结构调整和上述物理–化学作用的相应变化，

在宏观上表现出结构性、高压缩性、各向异性等一系

列力学性质。其中，范德华相互作用是土体真黏聚力

的来源，是粉粒与黏粒间相互作用的本质特点，对于

从微观机制上认识粉质黏土/黏质粉土这一大类土体

的宏观力学特性具有关键作用。 
以离散单元法为代表的数值模拟方法是当前研究

土体宏微观力学特性的重要手段[2]，而范德华作用计

算方法是离散元模拟黏性土的关键。Jiang 等[3]推导了

考虑接触宽度的圆盘、球体间范德华力以模拟月壤的

真黏聚力；Yao 等[4]在三维离散元模拟黏土中采用解

析方法计算矩形薄片间的范德华力。当前离散元方法

主要用于模拟纯粗粒土（如净砂）或纯黏土，尚无关

于同时包含黏土片和粉粒的离散元模拟报道，也无考

虑黏土片与球状颗粒间范德华力的研究。为此，本文

提出一种黏土片——球状颗粒间范德华作用简便计算

方法，并通过典型算例说明了计算方法的精确性和高

效性。 

1  宏观体间范德华作用求解方法 
两分子间范德华吸引能表达式最初由 London[5]

给出 

6( ) Bu r
r

 


   ，              (1) 

式中，B 为伦敦常数，r为连接两分子中心的矢量，r

为两分子间距离。实际上，完整的范德华作用包括吸

引和排斥两部分，分别与距离的 6 次方（如式（1））
和 12 次方成反比，都是分子内部电荷分布不均匀在不

同尺度的表现。对于离散元模拟黏性土，仅式（1）给

出的吸引能具有实际意义，后文将进一步说明。 
然而，式（1）只适用稀薄介质中的范德华作用。

对于凝聚态物质（如土体中各类固体矿物），范德华作

用能随分子间距离的衰减比式（1）更快[6-7]。对此，

Anandarajah 等[8]对式（1）进行了修正以考虑范德华

作用的迟滞效应（retardation effect）： 

6( )
( )
Bcu r

r r c
 




    ，           (2)

 

式中，常数 c=49.363 nm。 
两分子间范德华力可通过能量对距离求导得到 

( )( ) u rf r
r


 



 
   。            (3)

 
对如图 1 所示的分子密度均匀的两宏观体，它们

之间的范德华力可以通过对式（3）体积分得到[9-10] 

1 2
2 21 1( ) d d

V V
F f r     

 
  ，     (4) 

式中，V1 和 V2 为两个宏观体的范围， 1 和 2 为两宏

观体中的分子密度。 
宏观体 1 受到宏观体 2 范德华作用形成的力矩可

表示为 

1 2
1 2 1 2( )d d

V V
M l f r    

     ，    (5) 

式中， l

为从力矩作用点 O1指向微元体中心的矢量。 

 

图 1 宏观体之间的范德华相互作用 

Fig. 1 Van der Waals interaction between macroscopic bodies 

式（4），（5）积分只有在几种简单、规则的宏观

体上才能得到解析解，如点、球体、半无限体之间[9, 11]。

对于薄黏土片与其他形状实体之间的解析解则难以求

解。本文采用蒙特卡罗模拟近似求解式（4），（5）。式

（4）可改写为 

1 2
1 2 1 2

1 2
1 2

( ) d d
V V

f rF g g
g g

     
 

  ，   (6)
 

式中， 1g ， 2g 可为任意函数。 

若选择合适的 1g ， 2g 使得
1

1 1d 1
V

g   ，
2

2 2d
V

g     

1，则式（6）可视为对函数 1 21 2 ( ) /( )f r g g 
 

求期望，且

1g ， 2g 应为矢量 r的两端点在宏观体 1 和宏观体 2 中

的概率密度函数。对分子密度均匀的宏观体应有

1 11/g V ， 2 21/g V 。根据期望的定义，式（6）也可

表达为 
1 2

1
2

1

1

2 1 2

1 2

lim ( )
N N

N
N

VVF f r
N N

 



 
 

  ，       (7) 

式中，N1 和 N2 分别为两个宏观体中的取样点数，且

应有 21 1 21 2: :N N V V  。 
同理，式（5）可表示为 

1 2

1
2

1 2 1 2

11 2

lim ( )
N N

N
N

VVM l f r
N N

 



 
  

  。     (8) 
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蒙特卡罗模拟的思想是通过计算式（7），（8）近

似得到 F

和 M


。本研究将黏土片简化为薄片状长方

体，粉粒简化为球体，如图 2 所示。然而，由于 ( )f r
 

对距离非常敏感，在黏土片和球体两个宏观体上采样

计算式（7），（8）将导致巨大的计算量。为此，采用

以下方法大幅度降低计算量： 
（1）将黏土片视为由规则排列的基本立方体构

成，如图 2 所示。根据范德华作用的可叠加性，只需

求得基本立方体受到的球体颗粒的范德华作用，再将

构成黏土片的所有基本立方体所受作用求和，即可得

到整个黏土片受到的范德华作用。因此，待求解问题

转变为求解基本立方体与球体间的范德华作用。 
（2）借助点与球体间范德华作用的解析解，计算

式（7），（8）时只需在基本立方体上采样即可，由此

避免了在球体上采样。 
此处将黏土片视为立方体的集合系基于以下考

虑。水化后的黏土矿物一般由多个晶层堆叠而成，层

间还可能存在阳离子与水分子。当不关心晶层间相互

作用细节时，可将晶层和层间可能存在的阳离子与水

分子视为薄片状整体，此即黏土片；而计算范德华力

所需的哈梅克常数 A（见后文公式（12），（13））可视

为黏土片内各成分的某种加权平均。 

 

图 2 黏土片与球体间相对几何关系 

Fig. 2 Geometric relationship between clay plate and sphere 

2  基本立方体与球体间范德华作用 
2.1  点与球体间范德华作用 

参考 Anandarajah 等[8]给出的两球体间的范德华

力，可方便推得图 3 中点 P 受到球体的范德华引力

1( )f r
 

，其方向从点 P 指向球心。图 3 中 dn表示点与

球表面的净距。 
点与球体间范德华力大小为 

1 2
1 4 2 2 2 4( )

3 ( )
b b

f r
c d d R






 
  ，      (9) 

式中，d 为点到球心距离，R 为球体半径， 

8
1 1 2 3 4

2 2 2 2 2 4
2 5

7
1

3 2 2 2
2

2 4
3

2 2 6
4

5

2 ( 3 )
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3 (4 )

( 2 3 6 )
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b cR a a a a R
b a c d R d R
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a d c d c cd d R
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d R c d Ra
d R c d R

    

   

 

   

 

   

   
     

，

，

，

，

，

，

。

 

 

图 3 点与球体间范德华力 

Fig. 3 Van der Waals force between point and sphere 

图 4 为 P 点与半径为 1 m的球体之间的范德华引

力。图 4 表明，点与球体间范德华力随净距增大而快

速非线性减小；当净距超过 4 nm 后，范德华力小到

可以忽略。当净距趋近 0 时，范德华力将趋近无穷大。

但实际上，当净距小于 1 nm 后，范德华斥力将快速

增长并成为主导力，表现为对两宏观体相互贯入的排

斥，故而当净距小于 1 nm 后范德华引力精确值对求

解土颗粒间相互作用意义不大。Yao 等[4]在采用离散

元模拟黏土时则假设净距小于 0.9 nm 后范德华引力

保持恒定。 

图 4 点与球体间范德华力与净距的关系 

Fig. 4 Relationship between van der Waals force and net distance  

between point and sphere 

图 5 给出了点与不同大小球体间范德华力的关

系。可以看到，在相同净距下，点与半径大于 1 μm的

球体间范德华力基本与半径无关，这是由于范德华吸

引能与距离的 6 次方成反比，图 3 中点 P 与球体内最
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靠近该点的局部小范围分子间作用对整个范德华力的

贡献最大，而较远位置处的分子贡献几乎为零。 

 

图 5 球体半径对点与球体间范德华力的影响 

Fig. 5 Effects of sphere radius on van der Waals force between  

point and sphere 
2.2  基本立方体与球体间范德华相互作用 

在式（9）的点与球体间范德华力解析解基础上，

本节采用蒙特卡罗模拟计算边长 L=10 nm的基本立方

体受到半径为 R=1 μm球体的范德华作用。以立方体

中心为原点建立图 6 所示坐标系，通过改变球心位置

反映立方体与球体间不同的相对位置关系。为便于表

达，图 6 中几何体尺寸未按比例绘制。原则上，本文

方法适用于任何尺寸的基本立方体且精度均可保证，

而此处选择立方体边长为 10 nm是考虑以下物理意义

和计算效率两方面因素：①黏土片厚度一般在几十纳

米范围，边长 10 nm 的立方体可方便地构建出一系列

不同厚度的黏土片，若基本立方体再大则其构建黏土

片的灵活性将降低；②若基本立方体尺寸更小，对图

2 中众多基本立方体与球体相互作用求和将非常费

时。 
此处选择半径为 1 μm 的球体基于以下两点考

虑：①土体中非塑性颗粒半径一般不会小于 1 μm；

②根据图 5 可推知，边长为 10 nm 的基本立方体与半

径大于 1 μm的球体之间的范德华作用基本与半径无

关（由于基本立方体与球体相比体积非常小），这使得

本文的研究结果适用于黏土片与土体中任意粒径非塑

性颗粒间范德华相互作用。 
为遍历基本立方体与球体间可能的相对位置关系

并考虑到对称性，图 6 中 和  的范围均为[0,0.5π]，
球心位置用 3 个参数（m，n，d）表征，其中 m= /(0.5π) 

[0,1] ，n= /(0.5π) [0,1] ，d 为球心与基本立方体中

心距离。对 ， 分别均匀划分为 20 份，在各 ，
组合下，以 d0表示基本立方体与球体刚好接触时两者

中心距离，d 的取值为 d0+100.065i nm，i [0, 20] ，d 取

值超出此范围后范德华作用几乎为零，不必再考虑。

对 3 个参数逐一遍历计算，总算例数为 213=9261 个。 

图 6 基本立方体与球体间几何关系示意图 

Fig. 6 Geometric relationship between basic cube and sphere 

借助式（9），采用蒙特卡罗模拟法计算式（7），
（8）时不需在球体上采样，而仅需在立方体上采样。

故式（7），（8）变形为 
1

1
1

1
1 1

1

1lim ( )
N

N
F V f r

N



 

 
  ，         (10) 

1

1
1

11
1 1

1lim ( )
N

N
M V l f r

N



 

  
  ，      (11) 

式中，l

为从立方体中心指向立方体中采样点的矢量。 

为便于后续分析，定义量纲归一化力和力矩为 
* cF F

A


 
  ，             (12) 

* 1M M
A


 

  ，            (13) 

式中， 2
1 2πA B  为哈梅克常数，与黏土矿物类型、

黏土孔隙介质有关[11]。 
用蒙特卡罗模拟法求解式（10），（11）的方法是

在基本立方体内随机采样 N1 个点，计算这些点处

1( )f r
 

、 1( )l f r
  

的平均值；当采样点数 N1越大，计算

结果越逼近真实解。试算发现，立方体与球体间距越

小，所需采样点越多。本文采用以下方法确定蒙特卡

罗模拟在基本立方体中的采样点数：进行 10 次平行模

拟，计算所得范德华力的大小误差在±0.5%范围内即

可认为采样点足够；检验表明，此时蒙特卡罗模拟结

果可认为收敛。经试算，采样点数需满足以下条件：

立方体与球体间净距离小于等于 1.2 nm 时，取 5×106

个采样点；当净距大于 1.2 nm 而小于 1.5 nm 时，取

1×106个采样点；当净距大于等于 1.5 nm 时取 2×105

个采样点。以存在解析解的半径为R=5 nm的球体（基

本立方体的内切球）与半径为1 μm的球体间范德华力

为例（此时采样仅在半径为 5 nm 的球体内进行），图

7 给出了 5 次平行模拟的结果与解析解的对比。结果

表明，上述采样点数的选择是合理的，保证了蒙特卡

罗模拟具有预期的精度。 
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图 7 蒙特卡罗模拟与解析解对比 

Fig. 7 Comparison between Monte Carlo simulation and analytical  

solution 

图 8 为采用蒙特卡罗模拟得到的基本立方体与球

体间范德华作用。图 8（a）中 m=n=0，即球体位于立

方体正上方（+z 方向），立方体受到的范德华引力沿

+z 方向，当距离 d－R 超过 10 nm 后范德华力小到可

以忽略；x，y 方向作用力以及 3 个方向的力矩几乎为

零，与预期相符。图 8（b）中 m=0.2，n=0.8，球体对

立方体的范德华作用表现为 3 个方向的力与力矩，当

距离 d-R 超过 15 nm 后范德华力作用小到可以忽略。

对比图 8（a）和（b）可知，两宏观体之间的范德华

作用大小与两者相对距离（d）和位置（m，n）都有

关系。 
对所有算例结果统计分析表明，立方体与球体间

范德华力方向几乎沿着两者中心连线方向，这是由于

基本立方体与球体相比非常小，立方体本身的尺寸对

范德华力方向影响极小；但范德华力的大小与 m，n，
d 三个参数都密切相关。将基本立方体受到的力矩大

小与范德华力的大小比值定义为名义力臂。图 9 表明，

名义力臂范围在 0～2 nm，且绝大多数分布在 0～1 
nm，相对于立方体边长（10 nm）而言比较小。后文

结果将表明，在黏土片与球体间相互作用简便计算方

法中，不考虑这种力矩引起的误差很小。 
2.3  人工神经网络模型拟合 

为获得范德华力大小与 m，n，d 三个参数之间的

函数关系，此处基于蒙特卡罗模拟结果训练一个人工

神经网络模型来拟合这种函数关系。将 9261 个算例结

果构成的数据集划分为 70%训练集，15%验证集和

15%测试集，经过多次尝试后确定的网络结构包括一

个输入层（3 个神经元，分别为 m，n，d），一个隐藏

层（10 个神经元）和一个输出层（1 个神经元，即范

德华力的大小），采用 Levenberg-Marquardt 算法，经

过 279 轮训练后均方误差稳定在 10-4 附近。图 10 给

出了测试集目标值（即真实值）与神经网络预测值的

比较。可以看到，数据点分布在斜率为 1 的直线附近

很小范围，说明训练得到的神经网络模型拟合精确度

足够高。 

 

图 8 基本立方体与球体间范德华作用计算结果 

Fig. 8 Van der Waals interactions between basic cube and sphere 

图 9 名义力臂分布直方图 

Fig. 9 Histogram of nominal force arm 

为便于读者编程实现，此处给出神经网络模型的

运算过程与模型参数： 
1,3 1 gain,3 3 in,3 1 offset,3 1 b,3 1( )      x x x x x  ，(14a) 
2,10 1 1,10 3 1,3 1 1,10 1    x W x b   ，        (14b) 

2,10 1 2,10 1tanh( )  x x   ，             (14c) 
2,1 10 2,10 1 2y b  W x   ，             (14d) 

out b gain offset( ) /y y y y y     ，        (14e) 
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其中， T
,3 1 [ , , ]in m n d x 为输入数据，yout 为输出的预测

值， 1,3 1x ， 2,10 1x ， 2,10 1x ，y 为中间变量，其余为通

过神经网络训练得到的模型参数： 
T

offset,3 1

gain,3 3

T
b,3 1

1,10 3

[0,0,6.000]  

2.000 0 0
0 2.000 0  
0 0 0.08845

[ 1.000, 1.000, 1.000]  

0.1664 0.09563 9.803
0.7116 0.8541 7.793
0.5982

0.6417
0.5370
0.7250
0.6017
1.153
2.152

0.05112











 
   
  

   

  
  





，

，

，

x

x

x

W

1,10 1

 
0.9956 4.500
2.303 4.751
1.042 6.534

0.04804 5.153
1.360 5.076

0.04624 5.301
0.05046 5.338
0.02369 25.18

[ 10.18, 9.841,5.495, 7.156, 7.430,

           5.758,6.562,6.834,7


 
 
 
 
 
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 
  

    

，

b
T

2,1 10

3
2 b gain offset

.713,26.72]  
[2.900, 2.078, 0.9796,1.198,1.514,

             2.290,4.209,10.86, 3.505, 12.651] 
6.892 1.000 0.0080 7.523 10  b y y y





  

  

     

，

，

， ， ， 。

W

    至此，基本立方体与球体间的范德华力大小和方

向全部确定，并可忽略力矩作用。 

 

图 10 神经网络预测值精度验证 

Fig. 10 Accuracy verification of neural network fitting 

3  黏土片与球体间范德华作用简便计

算方法 
以图 2 为例说明黏土片与球体间范德华作用简便

计算方法步骤。①将黏土片划分为边长为 10 nm 的立

方体集合。②对每个立方体建立如图 6 所示局部坐标

系，求得 m，n，d 3 个参数；当球心不位于局部坐标

系的第一象限（x≥0，y≥0，z≥0）时，可利用坐标

变换将球心变换至第一象限。③利用神经网络模型计

算各立方体受到球体作用的范德华引力，并在整体坐

标系下计算整个黏土片受到的合力与合力矩。 
由于黏土片与球体间范德华作用无法求得解析

解，为验证本文简便方法的可靠性，图 11 对比了简便

计算方法与蒙特卡罗模拟得到的结果，其中黏土片尺

寸为长度 L=200 nm，宽度 W=200 nm，厚度 H=10 nm，

球心 x，y 坐标分别为 80，20 nm。为保证模拟精度，

此处蒙特卡罗模拟在黏土片中的采样点数为边长 10 
nm 立方体中采样点数的 400 倍（即两者的体积比）。

图 11 表明，随着黏土片与球体净距的增大，范德华力

和力矩均快速减小；当净距超过 10 nm 后，两实体间

范德华作用小到可以忽略。图 11 还表明，简便计算方

法尽管忽略了基本立方体与球体间的力矩作用，且神

经网络模型拟合也必然存在一定误差，但其计算结果

与蒙特卡罗模拟结果基本一致；相对误差较大处的范

德华力和力矩本身已较小。图 11 中简便计算方法耗时

约为蒙特卡罗模拟耗时的万分之一。因此，本文提出

的简便算法精度高且能极大节省计算时间，对大规模

高效率离散元数值模拟的实现具有重要价值。 

图 11 黏土片受到球体的范德华作用 

Fig. 11 Van der Waals action of sphere on clay plate 

图 12 进一步讨论了黏土片尺寸与其所受范德华

力的关系。图中，黏土片保持 L=W=20H 的三向尺寸
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比例，与球体净距离保持为 1.82 nm，黏土片厚度从

10 nm 增长到 70 nm，涵盖黏土片的常见尺寸范围。

图 12 表明，当黏土片尺寸增大时，所受的范德华力呈

现增长率渐增的非线性增长趋势。当参数A取 1×10-19 
J（高岭石—水—氯化钠电解质体系典型值）[5]，黏土

矿物密度取为 2.63 g/cm3时，黏土片所受范德华引力

与其自身重力的比值在 107～108量级，可见准确计算

范德华引力对离散元模拟黏性土的准确性至关重要。 

 

图 12 黏土片尺寸对其所受范德华力的影响 

Fig. 12 Effects of clay plate size on van der Waals force 

4  结    语 
本文针对黏土片与球形颗粒间范德华作用难以解

析求解的困难，提出一种简便计算方法，其本质是计

算构成黏土片的各基本立方体与球状颗粒间的范德华

力，最后矢量求和获得黏土片受到的合力、并计算合

力矩。各基本立方体与球状颗粒间的范德华力可采用

基于蒙特卡罗模拟数据集训练得到的神经网络模型快

捷计算得到。由此避开了解析解不可得的难题，也避

免了重复进行蒙特卡罗模拟。采用简便方法计算的典

型算例表明，对平面尺寸为 200 nm×200 nm、厚度为

10 nm 的黏土片，与球状颗粒的最小净距在 10 nm 范

围内应考虑两者间范德华作用。 
本文给出了简便计算所需的所有参数，包括哈梅

克常数 A（可参考文献[11]确定）、常数 c（c=49.363 nm）

及公式（14）中的拟合参数（已由神经网络训练得到），

读者可植入任何程序开发使用。后续研究将应用本文

方法进行粉质黏土/黏质粉土的大规模（数十万颗粒）

离散元数值模拟，以解决离散元模拟计算量巨大的难

题。 
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盐溶液饱和高庙子膨润土的强度特性 
郑新江，徐永福 

(上海交通大学船舶海洋与建筑工程学院，上海 200240) 

摘  要：膨润土因具有高膨胀性、低渗透性、优良的核素吸附性等性质，被选作深层地质处置库的缓冲和回填材料。

为研究围岩孔隙溶液对膨润土强度的影响，将 GMZ07 膨润土试样在不同浓度的 Na2SO4溶液中饱和、固结后进行直剪

试验，分析溶液浓度对 GMZ07 膨润土抗剪强度的影响。试验结果表明，随着盐溶液浓度的增加，膨润土试样的黏聚力

及内摩擦角均增大，强度显著提高。在膨润土表面分形模型的基础上，引入考虑渗透吸力的修正有效应力对试验结果

进行了解释。将通过修正有效应力计算得到的 GMZ07 膨润土在 Na2SO4溶液中的抗剪强度与实测抗剪强度进行比较，

二者基本吻合，验证了考虑渗透吸力的修正有效应力的正确性。 
关键词：膨润土；盐溶液；抗剪强度；修正有效应力 
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 Strength characteristics of GMZ bentonite saturated with salt solutions 

ZHENG Xin-jiang, XU Yong-fu 
(Department of Civil Engineering, Shanghai Jiao Tong University, Shanghai 200030, China) 

Abstract: Bentonite is selected as a buffer and backfill material for deep geological repositories due to its high expansibility, 

low permeability, and excellent nuclide adsorptive. In order to study the effect of the pore solution of the surrounding rock on 

the strength of bentonite, GMZ07 bentonite specimens are saturated and consolidated in Na2SO4 solution with different 

concentrations for direct shear tests. The test results show that as the concentration of the salt solution increases, the cohesive 

intercept and internal friction angle of the bentonite sample increase, and the strength increases significantly. Based on the 

fractal model for bentonite surface, the modified effective stress that considers the osmotic suction is introduced to explain the 

test results. The shear strength of GMZ07 bentonite in Na2SO4 solution calculated by the modified effective stress is compared 

with the measured value, and the two are basically in agreement, which verifies the correctness of the modified effective stress 

considering the osmotic suction. 

Key words: bentonite; salt solution; shear strength; modified effective stress 

0  引    言 
 膨润土作为深层地下处置库的缓冲和回填材料，

应当具有一定的强度以抵抗围岩地应力。为了更好地

评估处置库的长期稳定性，必须确定压实膨润土的抗

剪强度，确保其在极端条件下也不会因滑动而导致核

素的泄露[1]。同时，与膨润土垫层接触的围岩孔隙中

的流体中溶解有各种化学元素，对膨润土缓冲层的力

学行为影响很大[2]。因此有必要研究盐溶液对膨润土

性质的影响，由此更好的评估处置库的安全性[3]。 
孔隙液体的化学成分构成化学负荷，可能会影响

膨润土垫层的力学性能。研究发现，孔隙流体中化学

成分的变化引起的膨润土与孔隙流体之间的物理化

学相互作用可能会影响膨润土的力学性能[4-8]。膨润

土的强度响应高度依赖于孔隙流体化学成分的类型

和浓度[9-12]。Hueckel 等[13]从微观和宏观的角度讨论了

化学成分导致黏土的水力传导率和力学性能变化的可

能机理。Di[14]通过 Bisaccia 膨润土在去离子水、NaCl、
KCl 溶液以及乙醇中的直剪试验，发现液体成分对膨

润土的峰值强度和残余强度影响很大。同时，Di[15]

还研究了 NaCl 溶液浓度对 Ponza 膨润土强度的影响，

试验结果表明，随着盐溶液浓度的增加，膨润土残余强

度增大。随后很多学者也通过试验验证了这种现象[16-18]。

Anson 等[19]分析了膨润土强度随盐溶液浓度的变化，

发现膨润土峰值强度随盐溶液浓度增大而增大，残余
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表 1 GMZ07 膨润土矿物组成及基本物理指标 

Table 1 Mineral compositions and basic physical index of GMZ07 bentonite 

相对质量

密度 

含水率 

/% 

液限 

/% 

塑限 

/% 

塑性 

指数 

矿物组成/% 

蒙脱石 石英 方石英 斜长石 微斜长石 

2.76 9.3 125.0 30.0 95.0 61 23 3 7 6 

强度与盐溶液浓度不存在单调变化关系，而与土的结

构及自身性质有关。Zhang 等[20]通过 GMZ07 膨润土

在不同浓度 NaCl 溶液中的直剪试验，发现 GMZ07 
膨润土的峰值强度随 NaCl 溶液浓度增大而增大。徐

永福[21]和李晓月等[22-23]在膨润土表面分形模型的基

础上，通过考虑盐溶液渗透吸力的影响，研究了化学

溶液对膨润土膨胀性能及强度的影响。 
黏土的剪切强度可以通过莫尔–库仑准则计算，其

大小取决于所受有效应力的大小，且与自身的内摩擦

角和黏聚力有关。张龙[24]通过对不同浓度盐溶液下的

膨润土进行了扫描电镜测试，分析在不同盐溶液浓度

下膨润土的微观结构，发现在 NaCl 溶液作用下，蒙

脱石颗粒表面呈现细粒化，并随着 NaCl 溶液浓度增

加，颗粒表面的细粒化程度更加明显，比表面积增大，

导致蒙脱石颗粒之间的作用力及摩擦作用增强，导致

试样内摩擦角变大。另一方面，由于黏土颗粒水平上

的静电引力和静力斥力对其力学性质有很强的影响，

Sridharan 等[25]考虑静电引力和斥力的影响，提出黏土

的有效应力可表示为 

w rp u F F       ，           (1) 
式中， p' 是有效应力， 是总应力， wu 为孔隙水压，

F 和 rF 分别为颗粒间吸引力和排斥力。黏土颗粒间的

吸引力可以定量计算，但是排斥力还未有准确的计算

方法，只能通过双电层理论进行定性分析[26]。此外，

扩散双电层理论要求晶层间距达到一定距离，因此双

电层理论不能用于高压实膨润土的分析[27]。 
 Rao 等[28]考虑渗透吸力的影响，提出黏土的有效

应力表达式为 

wp u         ，          (2) 
式中，  为渗透吸力梯度， 是表示渗透效率的参

数，其值在 0～1 之间。然而，参数 的确定十分困

难。 
 为了研究高庙子膨润土在盐溶液中的强度特性，

本文通过GMZ07膨润土试样在不同浓度的Na2SO4溶

液中的直剪试验，分析盐溶液浓度对 GMZ07 膨润土

抗剪强度的影响。引入考虑渗透吸力的修正有效应力

对试验结果进行了解释。分析用修正有效应力定量计

算膨润土在盐溶液中抗剪强度的准确性。为进一步研

究化学因素对膨润土性质的影响提供支持。 

1  试验过程 
 本次试验所用膨润土为 GMZ07 膨润土，其主要

矿物成分为蒙脱石，此外还含有石英、方石英、斜长

石和微斜长石，GMZ07 膨润土的矿物组成及基本物理

指标见表 1。 
 膨润土的初始含水率约为 9.3%。试验用盐溶液为

实验室专用纯 Na2SO4 化学试剂。本次试验为直接剪

切试验，所用仪器为美国 Geocomp 公司生产的

HUS-25sixtyShear 型气动直剪仪。  
将GMZ07膨润土在不同浓度的Na2SO4溶液饱和

固结后再进行直剪试验，预设垂直压力为 50，100，
200，300，400 kPa，膨润土试样初始干密度为 1.50 
g/cm3，配制 Na2SO4溶液浓度为 0，0.2，0.5，1.0 mol/L。 

将一定量膨润土粉末与蒸馏水或盐溶液均匀拌合

后，装入保鲜袋中放置 24 h 以上。称取一定量混合料

至自制的模具中，用千斤顶将其压成直径 5 cm、高 2 
cm 的试样。将压实好的膨润土试样装入直径 5 cm、

高 3 cm 的环刀中，安装到固结仪上，往固结盒内加入

一定溶度的盐溶液，调节砝码重量，使试样高度保持

不变。待试样高度稳定 24 h 后，视其饱和完成。将饱

和完成后的试样通过逐级加载的方式加压至预设垂直

压力进行固结，待试样高度在预定固结压力下保持不

变，即固结完成。用千斤顶将固结完成后的试样顶出，

放入剪切盒内，设定好剪切参数后开始剪切。为评估

核废料处置库中高压实膨润土缓冲层在荷载作用下长

期的强度，本次直剪试验宜采用慢剪的方式。根据中

国人民共和国水利部颁布的《土工试验规程》

（SL237—1999）中关于直剪试验慢剪的规定，剪切

速率应小于 0.02 mm/min，当剪应力与位移关系曲线

出现峰值时，定义峰值应力为抗剪强度；当没有峰值

强度时，定义当剪切位移达到 4 mm 时对应的剪切应

力为抗剪强度。本次试验剪切速率为 0.01 mm/min，
剪切在位移达到 6 mm 时停止。表 2 为本次试验工况。 

2  试验结果 
 综合分析所有试样的应力–应变关系曲线，发现

均出现应变软化现象，且全部试样均已破坏（见图 1），
故定义应力–应变关系曲线的峰值为该试样的抗剪强

度。 
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图 1 试样破坏断面 

Fig. 1 Failure section of specimens 

表 2 GMZ07 膨润土试样试验工况 

Table 2 Test states of GMZ07 bentonite for shear tests 
浓度 

/(mol·L-1) 
v  

/kPa 
初始干密度

/(g·cm-3) 
固结干密度 

/(g·cm-3) 
饱和度 

/% 

0 

50 1.50 1.23 93.01 
100 1.49 1.26 96.95 
200 1.51 1.33 94.40 
300 1.51 1.39 93.24 
400 1.51 1.45 94.31 

0.2 

50 1.50 1.32 94.07 
100 1.51 1.34 94.58 
200 1.50 1.38 93.74 
300 1.50 1.42 93.10 
400 1.51 1.47 94.85 

0.5 

50 1.50 1.34 92.33 
100 1.50 1.40 92.67 
200 1.50 1.48 94.51 
300 1.51 1.52 95.26 
400 1.50 1.58 93.28 

1 

50 1.49 1.48 94.85 
100 1.49 1.50 93.61 
200 1.50 1.53 91.70 
300 1.50 1.56 92.27 
400 1.50 1.59 93.20 

图 2 为膨润土试样在不同浓度 Na2SO4溶液中固

结后的高度。可以看出，随着盐浓度和垂直应力的增

大，GMZ07 膨润土试件的变形逐渐减小。 

图 2 膨润土试样在不同浓度 Na2SO4溶液中饱和固结后的孔 

隙比 

Fig. 2 Void ratios of bentonite specimens consolidated in Na2SO4  

solution with different concentrations 

图 3 为不同浓度 Na2SO4 溶液中的膨润土试样在

不同垂直压力下的应力–应变关系曲线。图 4 为不同

浓度 Na2SO4 溶液的膨润土试样抗剪强度与竖向荷载

的关系。由图 3，4 可知，膨润土试样的强度随 Na2SO4

溶液浓度的增大而显著增大，膨润土试样的强度随竖

向荷载的增大而线性增大，符合莫尔–库仑准则。 

 

图3 GMZ07膨润土试样在Na2SO4溶液中的剪应力与剪切位移 

关系曲线 

Fig. 3 Curves of shear stress and shear displacement of GMZ07  

bentonite in Na2SO4 solutions 
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图 4 GMZ07 膨润土试样在不同浓度 Na2SO4溶液中的强度线 

Fig. 4 Shear strength curves of GMZ07 bentonite in Na2SO4  

solution with different concentrations 

表 3 为 GMZ07 膨润土试样在 Na2SO4溶液中的强

度指标。可以看出，膨润土试样在 Na2SO4溶液中的

黏聚力及内摩擦角均随溶液浓度的增大而增大。 
表 3 GMZ07 膨润土试样在不同浓度 Na2SO4溶液中的强度 

指标 

Table 3 Strength indexes of GMZ07 bentonite specimens in  

  Na2SO4 solution with different concentrations 
浓度 

/(mol·L-1) 
黏聚力 

/kPa 
内摩擦角 

/(°) 
0 43.119 12.079 

0.2 60.871 26.976 
0.5 78.024 30.951 
1.0 101.410 32.174 

3  分析与讨论 
 如前文所述，膨润土的抗剪强度随着盐溶液浓度

增加而增大。由于盐分升高，在相同垂直应力下的空

隙率降低。其他类型的膨润土的测试结果也显示出相

似的现象[8, 15, 29-31]。膨润土的饱和渗透率非常低，约

为 10-13～10-14 m/s，可以将其视为半透膜[32]。当外部

盐溶液浓度高于膨润土层内部流体的浓度时，会产生

渗透梯度，从而导致孔隙流体从膨润土内部流向外部

液体。通过膨润土内部孔隙流体的减少和体积减小的

趋势来平衡内外渗透压差。这种与渗透梯度的存在相

关的体积变化称为渗透固结[8]。显然，对于膨润土，

化学渗透可能导致膨润土所受总应力增大。此外，膨

润土由于其高表面电荷和比表面积而对孔隙流体化学

变化高度敏感。从微观结构的角度来看，大多数黏土

矿物具有带负电荷的净负表面电荷，该负电荷是由带

负电荷的黏土表面和与黏土颗粒相邻的带正电荷的吸

附水的叠加所产生的，称为弥散双电层[33]。黏土颗粒

之间的吸引力和排斥力是其扩散双层之间相互作用的

结果。通常，黏土颗粒之间的主要作用力是静电排斥

力。但是，当外部溶液中的溶质离子扩散进入黏土内

部后，会导致孔隙流体离子的增加，从而使得扩散双

电层的厚度和膨润土颗粒之间的静电排斥力均减小。 

这进而导致双层的抑制和孔隙率的降低[7]。与孔隙流

体中溶解的化学离子增加有关的体积减小称为化学固

结[34]。这两种机制都使膨润土所受总应力增大。因此

随着外部溶液化学性质的变化，膨润土体积和剪切强

度也会发生变化。 
 前文已经介绍了 2 种考虑化学作用的有效应力的

计算方法及局限性。为了准确、便捷计算膨润土的有

效应力，Xu[35]基于膨润土表面的分形模型，提出了考

虑渗透吸力的修正有效应力计算公式： 
s 2Dpp p 




     
 

  ，          (3) 

式中，p 为竖向外荷载，π 为盐溶液的渗透吸力，Ds为

膨润土的表面分维。 
盐溶液的渗透吸力 π 根据范德华公式计算： 

Rπ Tm   ，                (4) 

式中， 为溶质的离子数（如 Na2SO4为 3），R 为理

想气体常数（8.31 J/mol/K），T 为绝对温度，m 为质

量莫尔浓度（mol/kg）， 为渗透吸力系数。 
 根据莫尔–库仑准则，盐溶液饱和膨润土的抗剪强

度表示为 
f tanc p       ，              (5) 

式中，c'为有效黏聚力，φ'为有效内摩擦角。 
 根据李晓月等[36]计算出不同浓度 Na2SO4溶液的

渗透吸力系数 ϕ，可通过式（4）计算出不同浓度Na2SO4

溶液的渗透吸力 π。计算结果见表 4。 
表 4 不同浓度 Na2SO4 溶液的渗透吸力系数及渗透吸力 

Table 4 Values of osmotic suction coefficient and osmotic suction  

of Na2SO4 solutions with different concentrations 
浓度   π 

0 1 0 
0.2 0.754 1120.7 
0.5 0.691 2566.8 
1.0 0.641 4764.4 

GMZ07 膨润土的表面分维可根据氮吸附试验测

得，项国圣[37]通过测定不同浓度 NaCl 溶液中高庙子

膨润土的分维，得出溶液浓度对膨润土表面分维的影

响可忽略不计。Xu 等[38]通过氮吸附试验测得 GMZ07
膨润土的表面分维为 2.78。根据式（3）可计算出膨润

土试样在不同浓度 Na2SO4溶液中，各竖向荷载下的有

效应力。 
根据莫尔–库仑准则（式（5））及 GMZ07 膨润土

试样在蒸馏水中的强度指标（c=43.1 kPa，φ=12.1°），

可以计算出GMZ07膨润土试样在不同浓度Na2SO4溶

液中的强度。计算得到的强度与试验测得的强度对比

如图 5。 
由图 5 可以看出，用考虑渗透吸力的修正有效应

力计算得到的强度与实测的强度大致吻合。实测强度
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比计算得到的强度略微偏高，且偏差随着有效应力的

增大而增大。这是由于盐溶液对膨润土强度特性的影

响，不仅表现在有效应力的增大，同时，膨润土颗粒

表面的细粒化程度随盐溶液浓度的增大而增大，这使

得颗粒间的联结更为紧密，具体表现为内摩擦角的增

大[22]。而以修正有效应力计算膨润土的抗剪强度时没

有考虑这一因素的影响，这也是今后要研究的方向。 

 

图 5 GMZ07 膨润土在 Na2SO4溶液中抗剪强度的计算值与实 

测值 

Fig. 5 Calculated and measured values of shear strength of  

GMZ07 bentonite in Na2SO4 solutions 

4  结    论 
 为研究盐溶液饱和高庙子膨润土的强度特性，本

文对在不同浓度Na2SO4溶液中的GMZ07膨润土饱和

试样进行了直剪试验。并用考虑渗透吸力的修正有效

应力对试验结果进行了分析。分析并总结试验结果可

得到以下结论。 
 （1）饱和 GMZ07 膨润土试样的强度与盐溶液的

浓度有关。在 Na2SO4溶液中，随着溶液浓度的升高，

GMZ07 膨润土的黏聚力、内摩擦角及强度均增大。 
 （2）在膨润土表面分形模型的基础上，提出的考

虑渗透吸力的修正有效应力可以定量计算盐溶液中膨

润土的强度。 
 （3）用修正有效应力计算膨润土在盐溶液中的强

度时，未考虑盐溶液对膨润土颗粒微观结构的影响，

忽略了内摩擦角随盐溶液浓度的变化情况。 
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图 7 最大主应力分布云图 

Fig. 7 Cloud diagram of distribution of maximum principal stress 
 

 
 

 

图 8 S11 应力分布云图 

Fig. 8 Cloud diagram of S11 stress distribution 

图 9 S22 应力分布云图 

Fig. 9 Cloud diagram of S22 stress distribution 

DOI：10.11779/CJGE202104015 一文彩色插图 

图 5 平行黏结半径乘子概率密度（Sr=0.888,  =0.486） 

Fig. 5 Probability density of parallel bond radius multipliers 
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图 6 宏观力学性质与均质性因子的关系 

Fig. 6 Relationship between macro-mechanical properties and  

homogeneity factors 

图 7 均质性因子 m和黏结面积系数 Sr耦合对岩石宏观力学 
性质的影响 

Fig. 7 Effects of homogeneity factor and bonded area coefficient  

coupling on macro-mechanical properties of rock 
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图 12 裂隙岩体的 DPI 和完整性 

Fig. 12 DPI and integrity of fractured 

       rock mass 

图 7 色拉滑坡物探剖面图（A— A） 

Fig. 7 Geophysical prospective profile  

     of Sela landslide (A— A ) 



 

 

图 8 色拉滑坡地质剖面图（A— A） 

Fig. 8 Geological profile of Sela landslide (A— A ) 

图 9 色拉滑坡 InSAR 形变速率图 

Fig. 9 InSAR deformation rate of Sela landslide 

 

 

 

图 10 色拉滑坡 Offset Tracking 技术形变量图 

Fig. 11 Offset-tracking deformation quantity of Sela landslide 
 

 

 

 
 

图 11 色拉滑坡空间累积形变矢量图 

Fig. 11 Spatial cumulative deformation vectors of Sela landslide 
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