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图 8 不同阶段粗颗粒滤层变形随表观渗流速度变化情况 

Fig. 8 Evolution of coarse-particle layer deformation with  

superficial flow velocity 

 
图 9 土层孔隙率分布随表观渗流速度变化情况（粗细颗粒粒径 

比s=6.7） 

Fig. 9 Evolution of porosity profile with superficial flow velocity  

(diameter ratio, s=6.7) 

图 10 土基颗粒力链分布随表观渗流速度变化情况（粗细颗粒 

.粒径比s=6.7） 

Fig. 10 Evolution of force chain in fine-particle layer with 

superficial flow velocity (diameter ratio,s=6.7) 
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图 12 单轴压缩下裂隙试样的裂纹发育图 

Fig. 12 Crack propagation law of fractured sandstone specimen  

under uniaxial compression 
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混凝土面板堆石坝面板太阳热辐射温度应力计算分析 
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摘  要：采用基于对偶 mortar 元的计算接触力学方法，推导了可用于非协调网格的非稳定温度场求解格式，发展了考

虑温度应力及非线性接触的热-力耦合计算方法，自主开发了相应的有限元数值模拟程序。对一理想高面板堆石坝进行

了考虑夏季太阳辐射作用的热力耦合精细化计算分析。计算结果表明，在夏季太阳热辐射作用下，水上面板的上表面

可发生较大的温度升高，最大温度可达 51.6℃，并造成面板坝轴向挤压应力显著增大，最大可达 22.3 MPa。此时，面

板最大挤压应力发生在河谷中部面板的顶部，且挤压应力的高值主要分布在面板上表面的薄层中。这些特点与实际工

程发生面板挤压破损的现象相似，表明夏季太阳热辐射所致的面板温度应力，是使面板发生挤压破损的重要原因之一。 
关键词：堆石坝；面板挤压破损；太阳热辐射；对偶 mortar 有限元；温度应力 
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Numerical analysis of thermal stress induced by solar radiation in                   
concrete-faced rockfill dams 

ZHANG Zong-liang1, ZHANG Bing-yin2, ZHOU Mo-zhen3, YIN Wen-jie2, FENG Ye-lin1 

(1. Power China Kunming Engineering Corporation Limited, Kunming 650051, China; 2. State Key Laboratory of Hydroscience and 

Engineering, Tsinghua University, Beijing 100084, China; 3. Key Laboratory for Urban Underground Engineering of Ministry of Education, 

Beijing Jiaotong University, Beijing 100044, China) 

Abstract: Based on the dual mortar method within the framework of computational contact mechanics, the transient heat 

conduction theory with nonconforming meshes is derived. A new thermo-mechanical coupled method is proposed to account 

for the temperature-induced stress and nonlinear contact behavior in concrete-faced rockfill dams (CFRDs). It is implemented 

numerically in the authors' in-house finite element code and then used to simulate an ideal CFRD under the solar radiation 

effect. The numerical results indicate that the solar radiation in summer can cause a significant temperature increase to the 

concrete face above the reservoir water. The maximum temperature reaches up to 51.6 ℃ and hence contributes a considerable 

additional value to the axial extrusion stress of the concrete face. The maximum stress is 22.3 MPa and occurs at the central 

valley near the dam top. The high values of extrusion stress are located at a thin layer near the outer surface. The numerical 

phenomenon coincides with the common features of extrusion damage from the practical CFRDs, confirming that the thermal 

stress induced by the summer solar radiation is one of the major factors causing extrusion damage. 
Key words: concrete-faced rockfill dam; extrusion damage; solar radiation; dual mortar finite element method; thermal stress

0  引    言 
20 世纪末以来，国内外陆续建设成一批超高面板

坝工程，在取得成功建设经验的同时，也发现有不少工

程在运行期发生了混凝土面板沿纵接缝的挤压破损问

题[1]，例如，中国的天生桥一级面板坝（坝高 178 m）[2-3]、

水布垭面板坝（坝高 233 m）[4]等，国外的默霍尔面

板坝（Mohale，坝高 145 m）、巴拉格兰德面板坝（Barra 
Grande，坝高 185 m）和肯柏诺沃面板坝（Campos 

Novos，坝高 202 m）等[5-7]。 
上述实例是超高面板堆石坝发生最为普遍的一种

面板结构破损。文献[8]总结了这些工程中面板发生挤

压破损的现象，发现这种挤压破损现象具有都发生在
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河谷中央面板的顶部部位、压性纵缝的两侧以及通常

首先发生在面板的表层等特征。图 1（a），（b）分别

给出了天生桥一级面板坝面板发生挤压破损的照片和

位置图。 

图 1 天生桥一级面板坝面板挤压破损及挤压应力计算值 

Fig. 1 Extrusion damages and calculated extrusion stresses of  

concrete face in Tianshengqiao-1 CFRD 

混凝土面板通常被看作是堆石体上的柔性薄板结

构，其应力的大小和分布取决于堆石坝体变形的大小

分布。在坝轴线方向，坝体堆石体发生由两岸指向河

谷方向的位移，从而使河谷中部的面板发生轴向挤压，

这被认为是面板发生挤压破损的主要原因。 
但是，根据图 1（c）所示的计算结果可以发现，

计算结果和实际面板挤压破损之间存在诸多的矛盾：

①实际挤压破损并没有发生在计算挤压应力最大的位

置。有限元计算的最大坝轴向挤压应力一般总是位于

河谷中央面板的中部或中下部，而面板的实际挤压破

损却总是发生在河谷中央面板的顶部。②计算所得面

板的最大挤压应力一般不超过 15 MPa，尚远低于面板

混凝土的极限抗压强度。即使考虑面板顶部相对不利

的受力条件，面板轴向抗压也应是安全的。③天生桥

一级面板堆石坝已安全运行 20 a，坝体后期流变变形

的量值已经不大，应该不再是造成面板轴向挤压的主

要因素。 
通过上面的讨论可以发现，对于面板的挤压破损

现象，除了由于坝体变形所导致的面板挤压之外，还

应该有其它重要的影响因素。 
天生桥一级面板堆石坝最大坝高 178 m，是中国

首座超高面板堆石坝。该坝位于贵州和广西界河南盘

江中下游，在北纬 25 度附近，夏季太阳辐射强度大。

在面板堆石坝中，面板位于大坝上游面，其应力受外

界环境温度变化的影响较大。在发生大幅升温时也可

产生很大的坝轴向挤压应力。据统计，自 2003 年—

2012 年，天生桥一级面板堆石坝共发生 8 次面板挤压

破损，均发生在夏初或夏中，其中发生在 5 月下旬 2
次、6 月 3 次、7 月 3 次。根据现场的观测资料，在太

阳热辐射作用下，夏季天生桥面板坝面板的表面温度

最高可达 50℃～60℃。 
通过以上分析可以发现，夏季太阳热辐射在面板

中产生高温，是否会在面板中产生较高的温度应力，

从而诱发面板发生挤压破损，是一个值得深入研究和

探讨的问题。关于面板温度应力，以往的研究重点多

集中在施工期及面板裂缝等问题，例如浇筑时的气温、

入仓温度、水化热和气温变化的影响[9-12]，施工期太阳

辐射的影响[13]等。王子健等[14]考虑运行期季节性气温

变化，从结构应力和温度应力的角度分析了公伯峡面

板堆石坝运行期面板产生裂缝的原因。此外，还有考

虑温度对面板混凝土模量及堆石料变形影响的相关研

究[15-16]。目前，有关面板坝运行期尤其是太阳辐射温

度应力的研究成果还较为少见。 
本文基于对偶 mortar 有限元多体接触计算方法，

发展了一种瞬态温度场分析与应力变形分析的热-力

多物理场耦合计算方法。对一理想高面板坝进行有限

元计算，分析了夏季太阳热辐射作用对混凝土面板应

力的影响。 

1  热-力耦合对偶 mortar 有限元法 
在面板坝有限元计算分析中，面板应力的准确计

算是个难题。在面板坝中存在面板与垫层、面板与面

板以及面板与周边缝等接触关系，因而是一个典型的

复杂多体接触系统。采用传统的接触面单元法，面板

应力计算的精度较差。此外，面板厚度很薄，造成面

板单元划分的几何形态一般很差[17]。本文要进行热-

力耦合计算，需分析温度及其应力沿面板厚度方向的

分布，这要求在面板厚度方向划分更多层的单元，从

而会使得面板单元划分的矛盾更加突出。 
为了解决上述的关键难题，本文发展了基于对偶

mortar 元的计算接触力学方法。相比传统的接触面单

元法，该法对位移不连续现象的处理具有本质的优越

性。此外，对每个接触物体还可以单独划分有限元网

格。也即，采用这种接触方法进行面板坝计算时，坝

体和面板的单元可分别单独划分，不要求两者之间协

调。这样很容易实现对面板网格的精细划分，从而提

高面板应力的计算精度。 
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1959

mortar 元[18]作为最流行的一种面-面接触方法，

已成功嵌入 ABAQUS 和 ANSYS 等商业软件，可用以

应对接触求解精度的挑战，但由于矩阵性态的影响，

大规模计算的求解效率仍需进一步考察。对偶 mortar
元[19-20]可保持与 mortar 元同精度，且同时提升求解效

率，为面板应力的精细计算提供了一种新途径。 
1.1  基于对偶 mortar 元的非稳定温度场计算方法 

对运行期面板堆石坝坝体和面板的非稳定温度

场，采用瞬态热传导方程[21-22]： 
2 0c k      ，           (1) 

式中，c，ρ，θ 和 k 为比热、密度、温度和热传导系

数。符号 2 为对空间坐标的二阶偏导算子。三类边界

条件为（图 2）： 

n

r r c a s s

ˆ 
ˆ  

( )  
q q q

h q

  

   




  
    

： ，

： ，

： ，

q n
q n

    (2) 

式中，̂ 为 Dirichlet 边界  上给定的温度。q为边界

热流。 qn ， nq̂ 分别为 Neumann 边界 q 的单位法向量

和给定的热流。 rn 为 Robin 边界 Γr的单位法向量，hc，

θa分别为对流系数和空气温度， s 为表面吸热系数，

qs为与太阳辐射相对应的热流。 

 

图 2 非稳定温度场的三类边界条件 

Fig. 2 Three boundary conditions in thermal analysis 

本文采用基于对偶 mortar 元的计算接触力学方

法，因而还存在不同物体间的接触界面。在本文的计

算中，为使面板具有较高计算精度而采用较密网格，

垫层与堆石则采用较稀网格。对于三者之间的非协调

网格接触界面 ΓC，需满足如下连续性条件： 
s m    ，              (3) 

式中， s ， m 为从面和主面的温度。 
基于约束变分原理，使用 Lagrange 乘子法施加上

述连续性条件，可得控制方程的弱形式为 
 t

r C
c s m

( ) ( ) d

( )d ( ) d

c k

h

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q
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 
          ，   (4) 

式中，Ωt为当前计算区域。 
相应地，接触界面连续性条件的弱形式为 

C
s m( )d 0


       。        (5) 

温度θ及其变分δθ采用有限元线性单元的形函数

N进行插值，Lagrange 乘子 及其变分 则采用如下

的对偶基函数Ψ 进行插值[19-20, 23]： 

C C

d dj k jk kN N
 

   Ψ   ，       (6) 

式中，δjk为 Kronecker 函数。 
采用后向欧拉法进行时间插值，对式（4）进行时

间积分，可得基于对偶 mortar 有限元法的非稳定温度

场计算格式： 
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式中， 
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      H N N N N  

r

T
c dh


  N N   ，             (8a) 

C C

T T
S Md  d

 
     ，L Ψ N C Ψ N  ， (8b) 

t
q

T T
his nˆd dc q

 
      Q N N N  

r

T T
c a s s( )dh q


    N N   ，     (8c) 

其中，τ 表示相邻时间步的时间间隔。 
将结点分为 3 个子集：从点 S、主点 M 以及其他

点 R。式（7）可等价地写为以下的子块形式： 

RR RS RM R R
T

SR SS SM S S
T

MR MS MM M M

0

0 0 0

     
     

                       

H H H Q
H H H L Q
H H H C Q

L C 

θ
θ
θ

 。 (9) 

可以看到，左端项矩阵最后一行的对角元为零元

素，导致矩阵失去正定性，一般需采用稳定双共轭梯

度法（Bi-conjugate gradients stabilized method）等特殊

方法进行求解，且求解效率也不高。 
注意到式（6）给出的对偶基函数Ψ 将使得 L 矩

阵成为严格对角矩阵，因此可使用矩阵变换方法[23]，将

式（9）中的第 2 行和第 4 行消去，同时将第 2 列和第

4 列也消去，从而得到： 

RRRR RM
TT

M SMRM MM

    
         


 

QH H
Q G QH H




  ， (10) 

其中， 

1

RM RS RM
T T

MM MS MM SM SS

 
 

 

 


  
    




，

，

。

G L C
H H G H
H H G H G H G H G

 (11) 
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在式（11）中，矩阵G 包含矩阵 L的逆。如果将Ψ
直接取为温度的插值函数N（对应常规 mortar 元[18]），此

时，矩阵L的求逆代价极高，往往不如直接求解式（9）。
而在对偶 mortar 元中，由于 L的严格对角特性，其求

逆代价可忽略不计，因此可选择求解式（10），此时不

仅左端项矩阵恢复了正定性，而且矩阵规模也大为缩

减，从而计算效率可显著提升。这一优势完全得益于

式（6）中对偶基函数Ψ 的定义，这也正是对偶 mortar
元与常规 mortar 元的本质区别。 
1.2  基于对偶 mortar 元的热-力耦合计算方法 

对应力变形计算，控制方程为 
    0b   ，          (12) 

式中， 为应力张量，b为体积力。 
在计算中，存在面板-垫层以及面板-面板等之间

的非线性摩擦接触。摩擦接触可描述为如下的法向和

切向 KKT 条件[20, 23]： 

n n n n0 0 0  
0 0 0  

p g p g
      

 


 

法向： ≤ ， ≥ ， ，

切向： ≤ ， ≥ ， ，
    (13) 

式中， np 为法向接触应力，以压为正。gn为法向间隙，

以脱开为正。κτ和 ιτ 定义为 

n  
  

p
υ
 


 

  

  


  0
，

，

f
f

          (14) 

式中， f 为切向摩擦应力，μ 为摩擦系数，υ 为切向

相对运动速度。可见，KKT 条件规定了法向应满足不

可贯入条件和无拉应力条件，而切向应满足库伦定律

中的黏结条件和摩擦运动学条件。 
采用 Lagrange 乘子法施加 KKT 条件，可得控制

方程的弱形式为 

t
C

T T
s m( ), d ( ) d

 
         u u u R  

t
ˆd d

 
   



     u b u t   ，  (15) 

其中，u为位移。 su 和 mu 分别为从面和主面上的位移。
 为应力变形计算中的 Lagrange 乘子。t̂ 为 Neumann
边界 Γσ 上的给定面力。矩阵 R表示由从面法向 n 和

切向 1 ， 2 构成的正交旋转矩阵： 

 1 2, , R n    。           (16) 

相应地，KKT 条件的弱形式为 

N

H H

H

T T
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T T T tr tr
s s n

T T
n s m

( )d  

d d  
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，

，

R u u

u u R

R u u



  



 (17) 

式中，ΓN，ΓH分别为处于黏结状态和滑动状态的边界。
tr
n
 ， tr 分别为预估的法向接触应力和从面切线方向。

矩阵 
R ， n

R 和 
 为 

 
 

1 2

n

T

, ,  

, ,   

 



 


  


 

0

0 0





  

，

，

。

R

R n

R R

 



           (18) 

使用 Newton-Raphson 方法处理材料非线性，则应

力张量 可线性化为 

his


  

  


  ，         (19) 

式中， 为应变张量， his 为历史应力。应变增量
为位移增量u和温度增量 Δθ 的函数： 

3 3  


    


u I

u


   ，      (20) 

其中，  为温度线膨胀系数， 3 3I 为二阶单位球张量。 
位移 u 及其变分u采用有限元线性单元的形函

数 N 进行插值，Lagrange 乘子  及其变分  则采用

类似式（6）的对偶基函数  进行插值： 
, ,j j j j     

   ，         (21) 

式中， j 也就是式（6）所给出的对偶基函数， j
 则

表示此处用于插值结点乘子 j
 的相应函数。 

至此，可得基于对偶 mortar 有限元法的应力变形

计算格式： 
T T

T T
NN NN N NN NM M N
T T n
n HH H n HM M H

T τ
τ NN H H

 
 

 
 

   
    
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    
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，

，

，

，

K u D R M R F
R D u R M u r
R D u R M u r
D r

 

 

   (22) 

式中，下标 N 和 H 分别表示从面上处于黏结和滑动状

态的相应结点集合，下标 M 表示主面上的结点集合。

矩阵 R，Rn 和 τ 分别为矩阵 R， n
R 和 τ

 的结点平均

形式。矩阵 K，D，M，F以及向量 r分别为 

t

T d






       K N N   ，       (23a) 

C C

T T
S Md  d

 
      ，D N M N   ， (23b) 

t

T
θ d


  

       F N mN


 

t

T T T
his

ˆ       ( )d d
 

 


     N N b N t   ，  (23c) 

T
N NN NN N NM M( )  r R D x M x   ，     (23d) 
n T

H n HH H HM M( )  r R D x M x   ，      (23e) 

H

τ T T T tr tr
H τ HH n H d


  r R D e     ，     (23f) 

式中， τR 为矩阵 τ
R 的结点平均形式。m 为二阶单位

球张量 3 3I 的向量表达，规则同应力张量的向量表达。

向量 x为结点坐标。 
采用混合切向接触条件[23]解决面板相互接触所

引发的算法不稳定问题，采用矩阵变换方法[23]解决鞍
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点问题，则式（22）可改写为 
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 (24) 

式中  y 为变换后的待求未知量， ne ，eτ 为单位坐标

基，P为变换矩阵， 
  u Py   ，             (25a) 
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 。 (25c) 

可见，经过变换之后，式（24）中的接触约束成

为了完全解耦且正交于向量 y或  的形式，因此可直

接等同于施加 Dirichlet 或 Neumann 边界条件。 

2  热-力耦合算法流程及计算程序 
（1）求解式（10），得到温度场 θ。 
（2）将 θ代入式（23c），得到右端项 F。 
（3）求解式（24），得到解向量 y。 
（4）根据式（25a），计算得到位移场 u。 
（5）根据式（24），反算得到接触应力  。 
（6）根据式（19），（20），更新历史应力 his 。 
（7）根据 PDASS 方法[24]，更新接触状态。 
（8）若残差较小，则认为计算收敛，并进入下一

时间步；否则，返回至第（1）步进行迭代计算。 
根据上述计算方法，自主开发了相应的有限元数

值模拟程序系统。 
 

3  200 m 级理想面板堆石坝计算分析 
3.1  计算模型与参数 

参照古水面板坝的设计资料，考虑一坝高为 200 
m 的理想坝，其坝顶长 600 m，坝顶宽 10.26 m，河谷

底宽 48 m，上游坝坡 1∶1.5，下游坝坡分别为 1∶1.7
和 1∶1.4。正常蓄水位和死水位分别取 182.2，153.6 
m。 

材料分区如图 3 所示，包括主堆石料 3B1 和 3B2，
次堆石料 3C，排水区堆石料 3D，过渡区堆石料 3A1
和 3A2，垫层堆石料 2A。面板厚度沿高程线性变化，

顶部取 0.5 m，底部取 1.1 m。面板纵缝间距布置为 12 
m，共将面板划分为 50 块。 

 

图 3 理想坝的材料分区 

Fig. 3 Material zones and filling stages of ideal dam 

根据材料分区和施工分级，剖分了如图 4 所示的

有限元计算网格，包括 194 万个节点，146 万个单元，

579 万自由度。其中，为了能准确分析温度及应力沿

面板厚度方向的分布，在面板厚度方向划分了 6 层的单

元，相应地，对面板单元在平面方向也进行了加密处理，

平面内的单元尺寸约为 1 m 左右。 

 

图 4 三维计算网格 

Fig. 4 Three-dimensional computational mesh 

本文采用所发展的基于对偶mortar元的计算接触

力学方法进行计算。为了降低计算规模，坝体部分单

元划分尺寸仍取 10 m 左右的量级。另将垫层作为面

板和堆石间的接触过渡区。这样，面板、垫层和坝体

可根据各自的需要单独划分有限元网格，不要求计算

网格的协调，很容易实现面板网格的精细划分。这也

是计算接触力学方法的一大优势。图 4 右侧局部放大

图给出了它们之间的接触过渡关系。这样，在本文的

计算中，共包括有坝体、垫层和 50 块面板共 52 个物

体，它们共同构成一个复杂的多体接触系统。 
参照文献[14，22]，选定了材料热力学性能相关

的计算参数如表 1 所示。 
本文进行了夏季典型一天的非稳定温度场计算。

为简化计，假定 6∶00 时为初始条件，温度取 20℃。

对图 2 中所示的边界条件：对水面以下的面板，采用

给定水温 20℃；对大坝底部与坝基接触的部分，采用

绝热边界；对暴露在阳光下的部分，即坝顶、下游堆 
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表 1 材料热学性能参数 

Table 1 Thermal parameters of different materials 

材料 cρ/(106J·m-3·℃-1) k/(J·m·s-1·℃-1) hc/(J·m-2·s-1·℃-1) s   /(10-7℃) 

主堆石 1.63 1.227 12 0.60 8.5 

次堆石 1.63 1.227 12 0.60 8.5 

排水区 1.63 1.227 12 0.60 8.5 

过渡料 1.96 1.717 12 0.60 3.0 

垫层料 1.99 1.472 12 0.60 3.0 

面板 2.45 2.453 20 0.65 1.0 

石表面以及水面以上的面板，均采用热交换边界。 
对热交换边界，考虑太阳热辐射和气温的变化。

太阳辐射热流量 sq 及气温 a 均假设为余弦分布[22]： 

s mid
s

s s

mid
a a0 ap

s

π π
cos  

2
π

cos  

Q t
q

t t
t
t

  

 

 


，

，

       (26) 

式中， sQ 为日均热量，取为 3.28×107 J/m2，对应北

纬 30°～40°的夏季值。ts为日照持续时间，取为 12 
h。 midt 为当前时刻与日照最强时刻（12∶00）的差值。

初始气温 a0 和气温变幅 ap 均取为 20℃。 
在应力变形计算中，堆石料采用邓肯张 E-B 模型

及七参数流变模型[25]，具体参数由古水面板坝相关室

内试验确定，分别见表 2，3 所示。混凝土采用线弹性

模型，杨氏模量 E = 3.0×1010 Pa，泊松比  = 0.2。
面板与垫层之间的摩擦系数取为 0.75，面板与面板之

间的摩擦系数取为 0.7。 
表 2 坝料的邓肯张 E-B 模型参数 

Table 2 Parameters of E-B model for rockfill materials 

坝料 φ/(°) ∆φ/(°) K n Rf Kb m 
主堆 55.5 11.3 1350 0.28 0.80 780 0.18 
次堆 53.0 11.0 1000 0.26 0.79 700 0.16 
排水 55.0 12.2 1300 0.31 0.79 800 0.12 
过渡 53.5 10.7 1250 0.31 0.78 720 0.16 
垫层 54.4 10.6 1200 0.30 0.75 680 0.15 

表 3 坝料的流变模型参数 

Table 3 Material parameters of creep model for rockfills 

坝料 α b c d m1 m2 m3 

主堆 0.0012 0.0008 0.96 0.0012 0.39 0.41 0.63 

次堆 0.0017 0.0010 0.74 0.0015 0.47 0.48 0.66 

排水 0.0017 0.0008 0.96 0.0012 0.39 0.41 0.63 

过渡 0.0012 0.0008 0.97 0.0013 0.39 0.41 0.63 

垫层 0.0012 0.0007 0.95 0.0011 0.40 0.41 0.62 

在坝体施工期结束后，首先模拟了为期 55 个月的

坝体堆石体流变过程，期间库水位在 158～182.2 m 发

生周期性波动。此后，保持库水位 158 m，模拟典型夏

季 1 d 的条件，开展了热-力耦合的计算分析。 
3.2  面板温度计算结果 

图 5 为计算所得 12∶00 时面板温度的计算结果。

由图 5（a）可见，计算面板外表面温度在水位处有明

显的分界线，水下面板被约束为水温 20℃，水上面板

温度较高，表面温度的均值达 51.6℃。 
图 5（b）给出了在河谷中央位置的剖面上，面板

温度沿厚度方向的分布。可见，水上面板的温度沿厚

度方向由外向内急剧降低，表明太阳辐射所致温升主

要集中在面板表层。在图 5（b）中局部放大图的右侧，

绘制了高程 158.9 m 处温度沿厚度方向的分布曲线。

可见，升温区域主要集中在面板紧邻外表面较浅的薄

层中，其中表面 1/5 厚度内的升温幅度可达到总升温

温差的 50%以上，表明面板温度随面板厚度方向的幅 

 

图 5 面板的温度分布结果（12∶00 时刻） 

Fig. 5 Spatial distributions of the temperature at the concrete face  

at the instant of 12∶00 
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度衰减十分剧烈。这种分布规律和天生桥一级面板坝

的现场观测数据基本一致。这同时也表明，在研究与太

阳热辐射相关的问题时，在面板厚度方向划分足够多的

单元层数是十分必要的。 
图 6 为计算所得面板最高温度随时间的变化曲

线。作为对比，图中同时也给出了太阳热辐射流量 sq
的变化曲线。可见，12∶00 为太阳辐射最强的时刻，

而面板的最高温度出现在 13∶00—14∶00，这是一种

典型的相位滞后现象，表明了开展瞬态热传导计算的

必要性。 

 
图 6 面板最高温度的时变曲线 

Fig. 6 Temporal evolution of maximum temperature of concrete  

face 

3.3  面板挤压应力计算结果 

图 7 给出了流变结束后尚未考虑温度变化时计算

所得面板坝轴向应力的分布。由计算结果可见，由于

面板轴向水平位移表现为两岸向河谷中央变形，计算

所得面板中间大部分区域属于坝轴向压应力区，左右

两岸面板则出现一定范围的拉应力区。面板最大压应

力的值为 14.9 MPa，发生在河谷中央靠近二期面板顶

部的部位。计算结果符合一般情况下高面板坝面板应

力的一般规律。需要特别强调的是，在不考虑温度应

力的情况下，面板坝轴向应力的最大值并未发生在河

谷中央面板的顶部部位。 

 

图 7 不考虑太阳热辐射的面板坝轴向应力计算结果 

Fig. 7 Distribution of extrusion stress of concrete face under initial  

temperature  

图 8（a）给出了考虑太阳热辐射 13∶00 时刻，

面板上表面坝轴向应力的计算结果。将其和图 7 所示

的计算结果对比可以发现，水下部分面板的应力基本

保持不变。但由于太阳热辐射导致温度升高，使得水

上部分面板的轴向应力显著增大。此时，面板坝轴向

应力的最大值发生在河谷中部面板的顶部部位，最大

值达 22.3 MPa，该处应力的最大增幅达到 13.3 MPa。
需特别指出的是，此时最大坝轴向挤压应力的发生位

置，与实际工程中最先发生面板挤压破损的位置相一

致。这表明夏季由太阳热辐射所导致的面板温度的升

高，应该是使面板发生挤压破损的重要原因之一。 

 

图 8 考虑太阳热辐射的面板坝轴向应力计算结果 

Fig. 8 Distribution of extrusion stress of concrete face considering  

solar radiation effect 

图 8（b）给出了计算所得 13∶00 时刻面板轴向

应力沿厚度的分布。由图可见，水上部分面板挤压应

力的高值主要分布在面板上表面较薄的一层中，这和

图 5（b）所示温度的分布规律相一致。这种规律也与

实际工程中面板挤压破损主要发生在表层的现象具有

高度的相似性。这再次表明，挤压破损应与夏季太阳

热辐射所致面板表层温度的升高密切相关。 
可将太阳热辐射温度变化导致面板坝轴向压应力

增大的原因，概括为两个方面：①轴向挤压作用。面

板温度升高导致面板发生热膨胀，使得面板发生坝轴

向的挤压作用，从而使得面板坝轴向压应力增大。②

温度沿面板厚度变化不均所导致的自应力作用。如前

所述，当面板在环境温度和太阳辐射作用下升温时，

升温区域主要集中在面板上表面的薄层中，面板下部

温度变化不大。在这种情况下，面板表层发生热膨胀，
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而底部面板则会起到约束的作用，从而在面板上表层

区域产生自应力，进一步增大坝轴向的挤压应力。 
图 9 给出了河谷中心断面，不同时刻面板上表面

挤压应力沿高程的分布。对照图 6 温度的计算结果可

知，6∶00—13∶00，面板温度处于持续上升期，面板

的坝轴向挤压应力也相应持续增大，在 13∶00 达到最

大值 22.3 MPa。在出现最大挤压应力的位置处，对应

的应力最大增幅为 13.3 MPa。13∶00—18∶00，如图

9（b）所示，面板温度开始回降，挤压应力也相应逐

渐减小。 

 

图 9 不同时刻面板挤压应力沿高程分布 

Fig. 9 Vertical distribution of extrusion stress of concrete face at  

different time 

4  结    论 
本文探讨和分析了夏季太阳热辐射温度应力对面

板堆石坝混凝土面板坝轴向挤压应力的影响。主要得

到 5 点结论。 
（1）采用基于对偶 mortar 元的计算接触力学方

法，推导了可用于非协调网格的非稳定温度场求解格

式，发展了考虑温度应力及非线性接触的热-力耦合计

算方法，自主开发了相应的有限元数值模拟程序。 
（2）基于 200 m 级理想高面板堆石坝，进行了

考虑夏季太阳辐射作用的热力耦合精细化计算分析。

为了能准确分析温度及应力沿面板厚度方向的变化，

在面板厚度方向划分了 6 层单元。 
（3）计算结果表明，在夏季太阳热辐射作用下，

水上面板的上表面可发生较大的温度升高，最大温度

可达 51.6℃，且升温区域主要集中在面板紧邻上表面

的薄层中。计算结果和天生桥一级面板坝现场监测结

果的规律总体一致。 
（4）太阳热辐射温度升高，会使水上面板的坝轴

向挤压应力显著增大，最大值可达 22.3 MPa，发生在

河谷中部面板的顶部，且挤压应力的高值主要分布在

面板上表面的薄层中。这些特点与实际发生面板挤压

破损的现象相似，表明夏季太阳热辐射所致的面板温

度应力，应是使面板发生挤压破损的重要原因之一。 
（5）太阳热辐射导致面板上表面挤压应力增大的

作用机制可概括为两个方面：①面板热膨胀导致面板

发生轴向挤压；②温度沿面板厚度分布不均所产生的

自应力。 
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金塘海峡海床地震反应特征的二维非线性分析 
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(1. 南京工业大学岩土工程研究所，江苏 南京 210009；2. 江苏省土木工程防震技术研究中心，江苏 南京 210009； 

3. 华中科技大学，湖北 武汉 430074) 

摘  要：确保强地震作用时海岸及近海工程的安全是一项重大的工程挑战。利用金塘海峡海底隧道地质勘探数据，建

立海床剖面二维精细化有限元模型，依据场址区域地震动活动构造背景和历史地震记录，选取两次强地震的井下基岩

记录作为基岩输入地震动，考虑海床土空间分布不均性和非线性特性，采用并行算法模拟不同地震动水平下的深厚海

床场地地震反应。该海床场地对地震动低于 1 Hz 的低频分量和 10 Hz 以上的高频分量分别有显著的放大和滤波作用；

随着基岩地震动水平增大，海床地表加速度传递函数值逐渐减小，其卓越频带向低频方向移动；海床地表峰值加速度

放大系数较之一般陆域场地的明显要小；海床地表谱加速度 β 谱特性和累积绝对速度 CAV 主要受基岩地震动特性和海

床局部场地条件的影响。相比于仅有水平向地震作用，水平向和竖向基岩地震动的耦合作用对该海床场地的设计地震

动参数有显著的不利影响。依据现行的抗震规范确定该海床场地的设计地震动参数可能偏于不安全。 
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Two-dimensional nonlinear seismic response analysis for seabed site effect 
assessment in Jintang Strait 

CHEN Guo-xing1, 2, YUE Wen-ze1, 2, RUAN Bin3, WANG Yan-zhen1, 2 
(1. Institute of Geotechnical Engineering, Nanjing Tech University, Nanjing 210009, China; 2. Civil Engineering and Earthquake Disaster 

Prevention Center of Jiangsu Province, Nanjing 210009, China; 3. Huazhong University of Science and Technology, Wuhan 430074, China) 

Abstract: Ensuring the safety of coastal and offshore projects subjected to strong earthquakes is a major engineering challenge. 
A two-dimensional nonuniform gridding and fine finite element model for the seabed cross-section site in Jintang Strait is 

established using the geological and geotechnical exploration data. According to the regional tectonic setting and historical 
seismicity around the undersea tunnel site, the downhole array bedrock records during two strong earthquakes are selected as 

the input bedrock motions, the spatial inhomogeneous variation, nonlinear and hysteretic behaviors of the seabed soil are 
considered, and the site responses of the seabed deep deposits under various earthquake levels are simulated using the parallel 

method. The significant amplification and filtering effects of seismic propagation for the low-frequency components below 1 
Hz and the high-frequency components higher than 10 Hz of the bedrock motions are observed in the site responses. With the 

increase of bedrock motion levels, the values of acceleration transfer function of the seabed site decrease, and the predominant 
frequencies of the seabed site response tend to be lower. The peak acceleration amplification factors of the seabed surface are 

obviously lower than those of the general land sites. The 5% damping spectral acceleration spectra and the cumulative absolute 
velocity at the seabed surface are significantly affected by the bedrock motion characteristics and seabed local site conditions. 

The coupled horizontal and vertical bedrock motions exhibit a substantial negative influence on the design ground motion 
parameters of the seabed site, compared to those in the cases of only the horizontal bedrock shaking. The determination of the 

design ground motion parameters of the seabed site based on the current seismic code may be unsafe. 

Key words: site effect; seabed deep deposit; site response characteristic; two-dimensional nonlinear analysis; vertical motion

0  引    言 
近年来，随着中国“海上丝绸之路”倡议和海洋

强国战略的推进，中国海岸及近海工程建设快速发展。

以上海、杭州、宁波为三大空间顶点的杭州湾区，地
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处中国沿海开放带、长江经济带、长江三角洲城市群

与“一带一路”等多重国家战略的交汇点，是中国经

济发展的重要增长极。金塘海峡位于杭州湾南部海域，

是宁波、舟山通往上海港及对外经济贸易的海上交通

要道。世界历史上，1923 年 8.2 级关东大地震、2011
年东日本 9 级大地震对东京湾区造成毁灭性的破坏；

1906 年 7.8 级旧金山大地震、1989 年 6.9 级洛马普里

塔地震对旧金山湾区造成严重破坏。中国海域地震频

发，渤海、东海、南黄海、台湾海峡及南海海域历史

上均多次发生过强烈地震。因此，以金塘海域为案例，

开展杭州湾区海床场地地震效应研究，对防御和减轻

环杭州湾海岸及近海工程的地震灾害具有重要的现实

意义。 
海床场地地震效应的研究，能够为海岸港口码头

与防波堤、近海海底沉管隧道与油气管线等工程的抗

震分析和设计提供科学的参考依据。目前，少量海床

场地地震效应的研究主要集中于日本相模湾布设的海

底地震观测台阵记录[1-3]：海底水平向地震动明显大于

相同震级的陆地地震动；海底竖向地震动谱加速度在

短周期段小于陆地地震动，但在长周期大于陆地地震

动；海底地震动的竖向/水平向(V/H)谱比在短周期段

明显小于陆地地震动，海底不同台站间的 V/H 谱比也

存在较大的差异。类似地，Zhang 等[4]对同一地震和

相同震中距地震记录的对比表明：海底水平向峰值加

速度（PGA）大于近岸陆上水平 PGA；海底竖向/水
平向峰值加速度比（V/H PGA）小于近岸陆上的 V/H 
PGA；海底水平向、竖向谱加速度峰值的周期比近岸

陆上的更长，且中长周期的海底谱加速度放大系数比

近岸陆上的更大。由于海底地震动记录缺乏，且海域

钻孔难度大且成本高，难以获取海洋土动力学测试参

数，因此，目前数值模拟海床中地震波的传播及地震

动特性的研究很少。 

先前的解析和数值研究、强震记录数据分析均已

经证明了深、浅盆地对场地效应的不利影响。研究人

员对盆地效应的基本共识：①全盆地共振；②盆地边

缘面波的产生及其叠加；③由于盆地的二维或三维几

何形状导致入射波的聚焦。在低地震活动性地区，由

于缺乏强震记录，数值模拟是评估场地地震效应的主

要手段。由于地质构造和沉积环境复杂，近海海床场

地通常为海相、海陆交互相沉积层，基岩面起伏明显，

常有突起与凹陷，中部土层呈透镜体或带状分布，浅

层沉积土软弱。这是海床场地地震效应数值分析中所

面临的关键难题。对于复杂的海床场地地震效应分析，

采用二维或三维数值模型是必要的。随着大规模并行

计算的发展与普及，计算资源不再是大尺度场地地震

效应分析中难以克服的问题[5-7]。 
海床浅层软土的动力非线性动力特性对海床场地

地震效应具有显著的影响。浅层软土较低的波阻抗特

性在弱震作用下会引起显著的场地放大作用，而在强

震作用下土的非线性动力行为会起主导作用，导致地

震波出现明显的衰减[8]。海湾滨海巨厚地层、河口盆

地、海湾跨海剖面非线性地震效应特征的研究成果对

研究金塘海峡海床非线性地震效应特征具有直接的借

鉴意义[6-7, 9-10]。 
本文根据原位地质勘探数据，基于 Abaqus 软件

平台，建立金塘海峡海床场地精细化二维有限元数值

模型；根据场址的区域地震地质环境及历史地震数据，

从 KiK-Net 强震台网选取代表性的井下台阵基岩记录

作为输入基岩地震动，考虑海床土的非线性特性，探

讨了金塘海峡海床二维非线性地震反应特征，期望为

有关近海工程的抗震设计提供基础性的科学依据。 

1  场地条件 
金塘海峡宽度约 5～10 km，最大水深约为 50 m。

在建的甬舟铁路金塘海底隧道全长 16.2 km，最大埋

深 78 m，海域中段隧道长 8.3 km，是国内设计长度最

长、承受水压最大的水下盾构隧道。跨海甬舟铁路线

位的地理位置如图 1 所示。 

通过金塘海峡地球物理、地质和岩土工程勘探，

获取了研究区的海床地层结构，如图 2 所示。金塘海

峡海底沉积物表现出明显的海相沉积特征，岩性以粉

土、粉砂、粉质黏土、中粗砂为主，深部基岩则为熔

结凝灰岩。根据海底沉积物厚度及基岩面和海床面起

伏特征可以将研究剖面粗略地划分为海峡西段（横坐

标范围 0～4000 m）和海峡东段（横坐标范围 4000～
7000 m）。其中，海峡西段的基岩面和海床面表面起

伏明显，水深 0～45 m。在基岩面以上海底沉积物自

下而上总体上表现为粉质黏土、粉砂和粉土，海底沉

积物厚度相对较小，为 10～75 m。而海峡东段的基岩

面和海床面则较为平坦，水深 20～50 m。在基岩面以

上海底沉积物自下而上总体上表现为含黏性土碎石、

角砾土、粉质黏土、粉土和粉砂，海底沉积物厚度相

对较大，为 50～75 m。 

参考 Nakamura[11]提出的 HVSR（Horizontal-to- 
Vertical Spectral Ratio）法确定场地的基本频率，其倒

数为基本周期，如图 2 所示。具体方法：计算基岩输

入水平向和竖向弱震时海床表面地震动的水平向与竖

向傅里叶幅值谱谱比，绘制谱比–频率曲线，其峰值

对应的频率即为场地基本频率。由图 2 可知，金塘海

峡海床场地的基本频率为 0.7～1.4 Hz。其中，由于海 
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图 1 工程场地场址位置及区域地震地质环境 

Fig. 1 Location of project site and tectonic setting of regional seismicity 

 

图 2 金塘海峡隧道所处场地的地质剖面图、基本频率和周期 

Fig. 2 Geotechnical section, site fundamental frequencies and periods along longitudinal axis of subsea tunnel of Jintang Strait

峡西侧沉积物的厚度较薄且基岩面起伏明显，该区域

的场地基本频率波动在 1 Hz 左右，表现出较明显的空

间变异性。同时，由于海峡东侧沉积物的厚度较高且

基岩面平坦，该区域的场地基本频率为 0.7～0.8 Hz。 

2  地震环境与地震动输入 
由图 1 可知，研究区域内（工程场址外围 150 km）

有史料记载以来发生M≥4¾级地震 30次，其中 5.0 ≤
M＜6.0 级地震 14 次，6.0≤M＜7.0 级地震 3 次，最大

地震为 1505 年南黄海 6.8 级地震，近期的最大地震为

1996 年长江口以东海域 6.1 级地震。根据区域地震活

动性，区域存在发生 6～7 级地震的地震活动背景。此

外，近场区（场址及其外围 25 km）历史上也发生过

多次地震，最大地震为 1523 年宁波镇海海滨 5.5 级地

震，震中烈度为Ⅶ度。1970 年以来华东地震台网记录

到多次小地震，最大为 1984 年宁波鄞州 2.8 级地震。

注意到 1970 年以来在场址东北 50 km 以外的岱山海

域发生过 4 次 4～5 级地震，最大地震 4.5 级；现今小

震时有发生，故近场区及附近地震比较活跃，存在发

生 5～6 级地震的地震活动背景。根据区域历史地震资

料，对金塘海峡海底隧道场址开展了地震安全性评价

工作，计算得到 50 年超越概率 63%，10%和 2%的跨

海铁路海底隧道沿线基岩水平向峰值加速度分别约为

0.027g，0.083g 和 0.158g，g 为重力加速度。 
由于缺乏当地的实际强震动记录，依据海底隧道

场址的区域和近场区历史地震资料，从日本 KiK-Net
强震观测台网记录中选取了两次日本海域强震的基岩

记录作为该海底隧道的基岩地震动。表 1 给出原始记

录的峰值加速度 PGA 和卓越频率 fp。地震记录的时程 
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表 1 基岩输入地震动的原始地震记录信息 

Table 1 Information of original earthquake recordings for bedrock motions 

台站 
地震或震源位置 地震 

时间 
分量 

震级 

M 

震源距 

/km 

PGA 

/g 

卓越周期 

Tp/s 

卓越频率 

fp/Hz 经度/ºE 纬度/ºN 

MYGH031305181448 141.31 38.73 2013 EW 6.0 135 0.0135 0.08 12.5 

MYGH041104111716 141.33 38.79 2011 EW 7.0 212 0.0203 0.07 14.3 

 

图 3 输入地震动的时程曲线，傅里叶频谱和谱加速度 β 谱（阻尼比 5%） 

Fig. 3 Time-histories, Fourier spectra and 5% damping spectral accelerations in the form of β spectra for input bedrock motions 

曲线（调幅为 0.1g）及对应的傅里叶频谱、谱加速度

β 谱如图 3 所示。日本海域 2013 年 6 级地震

MYGH031305181448（简记为 MYGH03）台站记录和

2011 年 7 级地震 MYGH041104111716（简记为

MYGH04）台站记录的震源距分别为 135，212 km。

参照该工程场址地震安全性评价结果，依次将输入水

平地震动调幅为 0.03g（小震）、0.075g（中震）和 0.15g
（大震），竖向地震动记录按水平向地震动记录等比例

调幅，以考虑基岩地震动水平的影响。 

3  二维有限元数值模型 
根据图 2 中的地质剖面图，建立了金塘海峡大尺

度二维精细化有限元数值模型。整个模型长度为 7000 
m，深度约为 150 m，共 406080 个单元。单元以四边

形单元为主，在不同材料交界面处辅助以三角形单元。

单元格尺寸满足小于最小 1/8 波长的要求：lmax≤

Vs/(8fmax)，fmax为考虑的最大频率，本文取为 25 Hz。
模型的底部与两侧边界均采用刘晶波等[12]提出、章小

龙等[13]改进的黏弹性人工边界，地表为自由边界。从

模型底部输入地震动，最大时步为 5×10-5 s，以兼顾

计算效率与准确性。 

结合跨海铁路海底隧道现场岩土勘探，钻孔获取

了金塘海峡海床 100 m 以浅的海洋原状土土样，对各

钻孔不同埋深的各类原状海洋土进行系列室内共振柱

试验，各类土的剪切模量比与阻尼比曲线如图4所示[14]。 

 

图 4 不同类型沉积土的剪切模量比和阻尼比随剪应变的变化 

曲线 

Fig. 4 Curves of shear modulus ratio G/Gmax and damping ratio λ  

of various marine soils 

采用基于 Davidenkov 骨架曲线、不规则加卸载准

则构造的 non-Masing 本构模型（简称 DCZ 模型）描



第 11 期                     陈国兴，等. 金塘海峡海床地震反应特征的二维非线性分析 

 

1971

述地震作用下土体应力–应变关系[10, 15]，如图 5所示。

以自定义子程序模块嵌入 Abaqus 软件。Davidenkov
骨架曲线表达式： 

  max 1 ( )G G H        ，      (1) 
式中， 

2
0

2
0

( / )
( )

1 ( / )

AB

BH
 


 

 
  

 
  ，        (2) 

式中，Gmax为最大剪切模量，Gmax=ρVs
2，ρ 为土体密

度，Vs为土体剪切波速，A，B 和 γ0为土的试验参数，

可通过图 4 所示的试验曲线的最佳拟合确定。 

 

图 5 DCZ 模型的不规则加卸载应力–应变曲线 

Fig. 5 Shear stress-strain curves of irregular loading-unloading-  

reloading for DCZ hysteretic model 

 

4  结果与分析  
基于并行计算显式算法[5, 15]，不同工况的计算耗

时 12～24 h。现从海床地表地震动加速度传递函数

（ATF）与峰值加速度（PGA）放大系数的空间分布、

海床地表谱加速度 β 谱特性和累积绝对速度（CAV）4
个方面分析金塘海峡场地的地震反应特征，对比了单

向（水平向）和双向（水平向+竖向）地震动作用下

海床场地地震反应特征的差异，并给出了钻孔剖面的

地表谱加速度 β 谱的均值谱。 
4.1  地震动传递函数 

ATF 定义为地表与基岩的加速度傅里叶幅值谱的

比值。由图 6 的 ATF 色谱可知，海床场地对地震动低 
于 1 Hz的低频分量和高于 10 Hz高频分量分别有显著

的放大和滤波作用。随着基岩地震动峰值加速度

（PBA）的增加，ATF 的放大倍数减小，且有向低频

方向移动的趋势。究其原因：由于海床场地的剪切波

速较小，导致海床土在地震作用下的剪应变水平较高，

表现出“高阻尼比”特性；且 PBA 越大，海洋土的非

线性效应越显著。此外，PBA 相同时，MYGH04 记录

激励时的 ATF 值要低于 MYGH03 记录激励时的 ATF 

 

 

图 6 单向(水平向)和双向(水平向+竖向)基岩地震动激励时海床地表的水平向加速度传递函数（ATF） 

Fig. 6 Horizontal acceleration transfer functions (ATFs) for seabed surface subjected to unidirectional (horizontal) and bidirectional  

(horizontal and vertical) bedrock motions 
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图 7 单向(水平向)和双向(水平向+竖向)基岩地震动激励时海床剖面的水平向峰值加速度放大系数的空间分布 

Fig. 7 Spatial variation of amplification factors of horizontal peak ground acceleration (AFPGA) of seabed cross-section site subjected to  

unidirectional (horizontal) and bidirectional (horizontal and vertical) bedrock motions
值。这表明该海床场地的非线性地震反应不仅取决于

PBA 的水平，还取决于基岩地震动能量大小[7]。与单

向地震动作用相比，双向地震动作用对应的 ATF 值更

大。这表明：仅考虑单向地震动作用会低估海床场地

地震反应水平。 
4.2  PGA 放大系数的空间分布 

将海床场地地震反应的 PGA 与 PBA 之比定义为

峰值加速度放大系数,记为 AFPGA。图 7 显示了海床剖

面的 AFPGA色谱。对于水平向 PBA 为 0.03g，0.075g，
0.15g 的工况，海床表面的 AFPGA 分别为 0.8～1.7，
0.6～1.3，0.4～0.9。这一结果明显低于之前对陆地

AFPGA 的认识。究其原因：输入地震动的卓越频谱高

于 10 Hz，而该海床场地对地震动 10 Hz 以上的高频

分量的滤波作用显著。此外，基岩面起伏对海床的

AFPGA 有显著影响。基岩面起伏在海峡西侧显著、东

侧平缓，相应地，西侧海床表面的 AFPGA变化较为显

著，东侧海床表面的AFPGA变化相对平缓。与MYGH04
记录单向激励相比，双向激励对应的 AFPGA更大，约

为单向的 1.1 倍～1.5 倍。 
4.3  海床表面地震动谱加速度 β 谱特性 

图 8 给出了海床表面地震动谱加速度 β 谱（阻尼

比 5%）的色谱。从图 8 可知，与 MYGH03 记录相比，

MYGH04 记录的低频分量更为丰富。因此，MYGH04
记录激励时海床表面的 β 谱谱值在中长周期 1～3 s 段
明显高于 MYGH03 记录激励时的 β 谱谱值。同时，

由于受土体非线性动力学行为的影响，随着 PBA 的增

大，海床表面的 β 谱谱值总体上呈现减小的趋势。此

外，总体而言，同单向地震动作用相比，双向地震动

作用对应的 β 谱谱值更大。由表 1 可知，输入地震动

的卓越周期为 0.07～0.08 s，而场地基本周期在 0.7～
1.4 s。从图 8 可知，谱加速度 β 谱谱值的卓越反应周

期介于 0.1～1 s，可以认为 β 谱的卓越反应周期同时

受输入地震动卓越周期和场地基本周期的影响。β 谱

有两个卓越反应峰值，其第二峰值接近于场地基本周

期。因此，可以认为，β 谱第一峰值主要受输入地震

动特性控制，而其第二峰值主要受场地基本周期控制。
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同单向地震作用相比，双向地震作用时海床地表的 β
谱第一峰值增大、第二峰值减小。从图 2 可知，海床

场地基本周期的变化在海峡东侧相当地平缓、而在西

侧的变化幅度较大，总体上，东侧的海床地表 β 谱的

谱值比西侧的更大。 
4.4  地震动累积绝对速度 

CAV 定义为加速度的绝对值对时间的积分： 
max

0
CAV= ( )  d

t
a t t   ，          (3) 

式中， ( )a t 为 t 时刻的加速度绝对值， maxt 为加速度

时程的持时。 

CAV 是衡量地震动对结构损伤能力大小的一个

重要指标[16]，与场地地震灾害密切相关[17-18]。图 9 显

示了海床地表 CAV 分布。在水平向 PBA 为 0.03g，
0.075g，0.15g 的工况下，MYGH03 记录激励时海床

地表 CAV 值介于 2.5～5，5～9，9～13 m/s；MYGH04
记录激励时海床地表 CAV 值介于 4～7，8～12，13～
19 m/s；MYGH04 记录双向激励时海床表面 CAV 值介

于 4.5～8.5，10～15.5，14～23 m/s。这一结果表明：

随着 PBA 的增大，海床地表地震动对结构的损伤能力

随之增大，但由于海床土的动力非线性特征，海床地 

 

图 8 单向(水平向)和双向(水平向+竖向)基岩地震动激励时海床地表的水平向谱加速度 β 谱(阻尼比 5%)的空间分布 

Fig. 8 Spatial variation of 5% damping horizontal spectral acceleration β spectra of seabed cross-section site subjected to unidirectional  

(horizontal) and bidirectional (horizontal and vertical) bedrock motions 

 

图 9 单向(水平向)和双向(水平向+竖向)基岩地震动激励时海床剖面地表的水平向累积绝对速度(CAV)的比较 

Fig. 9 Comparison of cumulative absolute velocities (CAVs) of seabed cross-section site surface subjected to unidirectional (horizontal)  

and bidirectional (horizontal and vertical) bedrock motions 
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表 CAV 并非等比例增大。此外，海床的基岩面起伏对

海床表面 CAV 的影响显著，基岩面起伏明显的海峡西

侧海床表面 CAV 的变化幅度显著高于基岩面起伏平

缓的海峡东侧表面 CAV 的变化幅度。MYGH04 记录

双向激励的海床地表 CAV 约为单向激励时对应 CAV
的 1.1 倍～1.5 倍；与中远场、中强震的 MYGH03 记

录激励的海床地震反应相比，远场强震 MYGH04 记

录激励时海床地表的 CAV 值要大得多。 
4.5  代表性钻孔剖面的地表谱加速度 β 谱 

图 2 所示的代表性钻孔 ZK-01、ZK-02、ZK-03、
ZK-04、ZK-05、ZK-06、ZK-07 和 ZK-08，其剪切波

速沿深度的变化如图 10 所示，各钻孔剖面地表以下

30 m 深度内的走时平均剪切波速 VS30 分别为 276，
500，213，296，262，258，252，238 m/s，各钻孔剖

面的基本频率 fS依次为 0.75，1.0，0.95，0.75，0.8，
0.8，0.8，0.9 Hz，相应的基本周期 TS 依次为 1.33，
1.0，1.05，1.33，1.25，1.25，1.25，1.11 s；各钻孔剖

面地表至 VS = 500 m/s 的地震基岩面覆盖层深度 H 分

别为 62，27，55，39，93，94，94，45 m。鉴于目前

对海域土的场地分类尚无规范可依，据此，采用文献

[19]建议的 VS30，H 和 TS 三指标场地分类法，钻孔

ZK-01、ZK-02、ZK-03、ZK-04、ZK-05、ZK-06、ZK-07、
ZK-08 剖面均为 IV 类场地。 

 

图 10 海床场地各钻孔剪切波速沿深度的变化 

Fig. 10 Profiles of shear wave velocity of seabed site 

图 11 给出了 MYGH04 记录双向激励时（水平向

0.075g）海床地表的谱加速度 β 谱及其均值谱、上包

络线。作为对比，将 GB18306—2015《中国地震动参

数区划图》中Ⅳ类场地设计地震反应谱 β 谱绘制于图

11。可以发现：在周期 T＞0.15 s 时，海床场地相关反

应谱 β谱的均值曲线大于GB18306—2015规范 β谱的

取值。这意味着在 T＞0.15 时，如直接采用 GB18306

—2015规范的 β谱用于该海峡海床上工程结构的抗震

设计将偏于不安全。 

 

图 11 海床地表谱加速度 β 谱(5%阻尼比) 

Fig. 11 Normalized ground motion acceleration response spectra β  

(5% damping) at seabed surface 

5  结    论 
本文数值模拟了金塘海峡海床场地的二维非线 

性地震反应特征，得到 5 点结论。 
（1）金塘海峡海床场地对地震动 1 Hz 以内的低

频分量有显著的放大作用，对 10 Hz 以上的高频分量

有显著的滤波作用。同时，随着基岩地震动水平的增

大，海床场地的加速度传递函数的放大倍数逐渐减小，

且其卓越频带有向低频移动的趋势。 
（2）对于基岩地震动水平 0.03g，0.075g，0.15g

的工况，海床地表峰值加速度放大系数分别为 0.8～
1.7，0.6～1.3，0.4～0.9，显著低于陆域一般场地的地

表峰值加速度放大系数。 
（3）海床表面的地震动谱加速度 β 谱和 CAV 的

大小受输入地震动特性和海床局部场地条件的影响。

随着基岩地震动水平的增大，海床表面的 β 谱谱值总

体上呈现减小的趋势、CAV 呈现增大的趋势。基岩面

起伏对海床表面的 β 谱谱值和 CAV 也存在一定的影

响。 
（4）与双向地震动激励的计算结果相比，仅考虑

单向地震动激励将低估该海床场地的地震反应水平，

双向地震动激励的海床表面的地震动峰值加速度和

CAV 约为单向地震动激励的 1.1 倍～1.5 倍。 
（5）依据现行《中国地震动参数区划图》对该海

床场地工程结构进行抗震设计会偏于不安全。 
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填埋场好氧修复三维沉降变形特性及加速稳定化分析 
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2
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(1. 岩土及地下工程教育部重点实验室，上海 200092；2. 同济大学地下建筑与工程系，上海 200092) 

摘  要：沉降变形是重要的填埋场稳定化指标，对于稳定化进程的评估具有重要意义，然而，由于氧浓度分布的不均

匀，曝气作用下填埋场内生化降解和沉降变形高度耦合且极为复杂，已有厌氧填埋场沉降模型难以适用。建立了考虑

厌氧-好氧生化降解、液气运移、多组分扩散和弹塑性-降解骨架变形的填埋场多场耦合三维模型，采用有限体积法和

开源计算平台 OpenFoam 进行编程求解，揭示了垃圾填埋场好氧修复的沉降变形特性。结果表明，曝气易导致填埋场

产生显著的不均匀沉降和垃圾体-曝气井相对位移，可高达约 0.7 m（模型为 10 m×10 m×高 15 m），最大不均匀沉降出

现在曝气中间阶段；依据填埋场土地高度利用的国家标准，好氧修复可降低 88%的后期维护运营时间，建议采用填埋

场 90%降解度作为好氧修复的终止标准，以保证修复工后沉降速率满足标准。 
关键词：填埋场；好氧修复；多场耦合；沉降变形；加速稳定化 
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Three-dimensional settlement characteristics and accelerated                          
stabilization of landfills under aerobic remediation 

FENG Shi-jin1, 2, BAI Zhen-bai2, ZHENG Qi-teng2 
(1. Key Laboratory of Geotechnical and Underground Engineering, Ministry of Education, Shanghai 200092, China; 2. Department of 

Geotechnical Engineering, Tongji University, Shanghai 200092, China) 

Abstract: The settlement is an important index for evaluating the stabilization of a landfill. However, the settlement of an 

aerated landfill is extremely complex and highly coupled with waste biodegradation due to non-homogeneous distribution of 

oxygen. Thus, the traditional models for settlement of anaerobic landfills are not applicable to aerobic ones. A 

three-dimensional multi-field couped model for landfills is established considering anaerobic-aerobic biodegradation, liquid-gas 

migration, multi-component diffusion and elastic-plastic-degradation skeleton deformation. The finite volume method and the 

open source computing platform OpenFoam are used to solve the model, and the settlement and deformation characteristics of 

an aerobic landfill are revealed. The results show that the aeration can easily induce significant uneven settlement and relative 

displacement of waste-aeration well, e.g., reaching up to 0.7 m for a 10 m×10 m×15 m model in this paper, and the largest 

uneven settlement occurs at the intermediate stage of aeration. According to the China's national standard of highly utilizing 

landfills, the aerobic remediation can reduce the post-maintenance time of landfills by 88%, and a termination condition of 90% 

degradation degree is suggested for aerobic remediation of landfills to satisfy the criteria in terms of post-aeration settlement 

rate. 

Key words: landfill; aerobic remediation; multi-field coupling; settlement; stabilizing acceleration

0  引    言 
生活垃圾卫生填埋场的沉降是目前填埋场的主要

岩土工程问题之一，但是不同于传统土，垃圾有机质

含量高、易降解，其沉降变形主要受生化降解、物理

压缩、颗粒错动等的影响[1]。据统计，填埋场最大沉

降量可达原高度的 50%，其中杭州天子岭填埋场在运

行十年后沉降了 40%。填埋场沉降变形易引发一系列

工程问题，譬如破坏底部衬垫和顶部覆盖系统的完整

性，造成有害物质泄露[2]；同时，不均匀沉降可能导

致填埋场内液气回收系统变形过大并失效，积聚的高

液气压力极可能诱发边坡失稳。但是，由于垃圾厌氧
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降解速率相对缓慢，填埋场沉降变形往往持续 30～50 
a，导致封场后土地难以再利用。因此，加速填埋场的

生化降解和沉降变形，使其满足后续再利用标准，可

以有效节约和利用土地资源。 
生物反应器填埋场通过渗滤液回灌（厌氧型）或

曝气（好氧型）加速垃圾降解速率和沉降稳定化，厌

氧型稳定时间约 15～20 a，而好氧型可达到 1～2 a。
已有填埋场的好氧修复工程案例和填埋柱模型试验揭

示了垃圾体好氧降解变形的两个主要特征。 
（1）加速沉降 
室内[3-4]和现场[5]试验发现好氧降解垃圾的沉降

速率是厌氧降解的 5～10 倍，且氧气浓度越大，沉降

速率越大。 
（2）不均匀沉降 
好氧降解速率主要受氧浓度影响，且差异性较大；

但曝气竖井周边的氧气分布明显不均，不同区域的沉

降速率差异显著[5-6]。 
沉降变形是填埋场稳定化的重要判定指标，准确

预测有助于优化填埋场设计，判断防渗结构的不协调

变形，从而减少土地占用量，减轻生态环境压力。国

内外许多学者提出了生活垃圾沉降模型，主要包含瞬

时压缩、机械蠕变和降解相变[7-8]，其中瞬时压缩是垃

圾自重沉降[9-10]，蠕变和降解相变是竖向应力作用下

的时间依赖项[8, 11-13]。基于土体本构理论，部分学者

提出了考虑加筋、降解或蠕变应变的垃圾土力学本构

模型[14-17]。但是，上述沉降和本构模型主要适用于传

统填埋场和厌氧型生物反应器填埋场，难以描述好氧

型生物反应器填埋场的加速沉降。同时，模型多为一

维条件，无法分析三维条件下不均匀变形。因此，本

文考虑垃圾厌氧-好氧生化降解、液气运移、多组分扩

散和弹塑性-降解骨架变形，建立了填埋场好氧修复多

场耦合三维模型，揭示填埋场好氧修复的沉降变形特

性，最后提出填埋场好氧修复加速稳定化的评价和终

止指标，为填埋场曝气工程提供参考。 

1  填埋场厌氧-好氧多场耦合模型建立 
城市生活垃圾是一种由固相骨架和孔隙组成的多

孔介质材料，孔隙通道由气、液占据，在压力梯度驱

动下发生渗流。针对垃圾土的复杂材料和结构，本文

采用连续介质方法，构建代表性体积单元的质量、动

量和能量守恒方程，组成填埋场多场耦合模型，包括

生化降解、液气运移、骨架变形和多组分气体扩散等。 
1.1  液相和气相运移方程 

多孔介质内液气运移质量守恒方程可以表示为 
w w

w w w w
( ) ( )nS nS Q

t





  


v   ，  (1) 

g g
g g g g

( )
( )

nS
nS Q

t





  


v   。     (2) 

式中  下标 w 和 g 分别代表液相和气相；n 为孔隙率；

t 为时间（s）；S 为饱和度；ρ 为密度（kg/m3）；v 为孔

隙中流体速度（m/s）；Q 为质量源项（kg/m3/s），涉及

厌氧-好氧降解、液相蒸发和甲烷氧化等作用。 
填埋场系统产生的液气压力和温度对渗滤液密度

的影响非常小，因此液相密度近似为常数；根据理想

气体定律，混合气体的密度可表示为 
g g g/p RT M   ，             (3) 

式中， gp 为气压（Pa），T 为温度（K），R 为理想气

体常数（8.314 J/mol/K），Mg 为混合气体平均摩尔质

量（g/mol）。 
采用广义 Darcy 定律描述流体速度和压力梯度的

关系，则达西速度 rv 可以表示为 
rw rw w w w w w/ ( ) ( )v Kk p g v nS         ， (4) 

rg rg g g g g g/ ( ) ( )v Kk p g v nS         。   (5) 

式中  K 为垃圾骨架固有渗透系数或渗透矩阵（m2）；

krw，krg分别为液、气相对渗透系数；µw，µg分别为液、

气动力黏度（kg/m/s）； wp 为液压（Pa）；g 为重力加

速度（m/s2）。为了简化控制方程，引入相动量 M： 
w rw w

g rg g

/  
/  

M Kk
M Kk




 
 

，

。
              (6) 

采用 van Genuchten-Mualem模型描述相对渗透系

数与含水率的关系： 

      
 

21/ 2 1/
rg w,eff w,eff

2
1/ 2 1/

rw w,eff w,eff

(1 ) 1 ( )  

( ) 1 1 ( )  

mm

mm

k S S

k S S

     

     

，

，
 (7) 

        w,eff w w,r w,m w,r( ) /( )S S S S S     ，     (8) 

式中，Sw,eff为液相有效饱和度，m 为无量纲参数，Sw,m，

Sw,r为垃圾最大和残余液相饱和度。基质吸力与液相有

效饱和度的关系为 
11/w

g w w,eff g w
c

g w

 ( ) 1 ( )

0                                                    ( )

mmg
p p S p p

p
p p




        
 ≤

，(9) 

其中， cp 为基质吸力（Pa）， 为模型常数（m-1）。 
据此可以推导 Sw与 pc的导数关系，代入式（1），（2），
可获得以液气压力为主要变量的液气控制方程。 
1.2  多组分气体扩散方程 

气相运移方程可以描述混合气的速度和压力，但

是难以分析不同气体组分（CH4，CO2，O2，N2）在

孔隙所占体积和质量。因此，建立表征单元体中各气

相组分的质量守恒方程： 

    

g g
g g g g g

( )
( ) ( )

k
k k knS

nS v J Q
t





     


 ， (10) 
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式中， g
k =yk 

gρg代表气相组分 k 的密度（kg/m3），yk 
g为

组分 k 的质量分数， g
kJ 为组分 k 对混合气体的扩散通

量， g
kQ 为单元体中因降解、甲烷氧化和蒸发造成的组

分 k 质量源项（kg/m3/s）。 
混合气体的摩尔质量 Mg为 

1

g g g g g( ) ( / )k k k k

k k
M x M y M


 

   
 

    ， (11) 

式中， g
kx 为组分 k 的摩尔（体积）分数， g

kM 为组分

k 的摩尔质量（g/mol）。根据道尔顿分压定律，组分 k
的分压 g

kp 与总气压 pg 之间的关系为 

g g g g/k k k

k
p p p x    。        (12) 

同时，组分 k 的密度与总气体密度保持质量守恒关系： 

g g g g/k k k

k
y      。         (13) 

考虑浓度梯度和分子热运动导致的扩散，混合气

体中单一组分 k 的质量通量 g
kJ 可以表示为 

g g g g g
k k kJ D x     ，          (14) 

式中， g 为气相扩散弯曲因子，Dk 
g为组分 k 在自由混

合气体中的分子扩散系数（m2/s）， 

g
g g(1 ) /

j
k k

j k kj

x
D x

D

  
 

 ，        (15)
 

其中，Dkj为组分 k 和 j的二元 Fickian扩散系数（m2/s）。 
1.3  垃圾体生化反应方程 

（1）降解模式判别条件 
通过曝气或准好氧，氧气仅存在于填埋场内有限

区域，反应模式和速率取决于局部氧浓度。因此，好

氧填埋场同时存在厌氧和好氧降解模式，Kim 等[18]

建议采用氧气分压 100 Pa 作为反应模式判别条件，即 

2 2O O
g g g

100 Pa
100(Pa)

p x p


 
 

≥ （ ） 好氧

厌氧
 。 

（2）好氧-厌氧反应方程 
本文模型采用 Monod 类动力方程描述填埋场内

细菌的繁殖过程，假设生化反应速率与微生物浓度变

化率相等，则厌氧微生物生产率 NR （kg/m3/d）和好

氧微生物生成率 RA（kg/m3/d）可表示为 

N
N m,N temp,N N D,N

s,N

X SR k k X R
t k S


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 
 ， (16)

 
2
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2
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s,A o g

xX SR k k X R
t k S K x


  

  
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式中，下标 N 和 A 分别代表厌氧和好氧反应，X 为微

生物浓度（kg/m3），km 为最大降解常数（d-1），ktemp

为微生物温度修正因子，ks 为生长率半饱和常数

（kg/m3），
2oK 为 O2半饱和常数，RD为微生物衰减率

（kg/m3/d），S 为垃圾单位体积有机物含量（kg/m3）。 

厌氧菌和好氧菌的衰减速率分别表示为[18] 
D,N m,N N N,0

D,A m,A A A,0
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0.05 ( ) 

R k X X
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，
     (18) 

式中，XN,0，XA,0为初始厌氧菌和好氧菌浓度（kg/m3），

当厌氧菌处于好氧环境或好氧菌处于厌氧环境，相应

生化反应停止，菌落生成率为 
N

N D,N

A
A D,A
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           (19)
 

采用纤维素（C6H10O5）表征有机物，厌氧反应式为[19] 

6 10 5 x 2 6 10 5 x-1 4 2(C H O ) +H O (C H O ) +3CH +3CO 。 
CH4，CO2产生率与厌氧菌生成率存在如下关系： 

2
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Y k S
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

  ， (21) 

式中，
2COR 和

4CHR 为 CO2和 CH4产生率（kg/m3/d），
YS/B,N为厌氧菌产出系数（kg/kg），取 0.05。 

垃圾有机物好氧反应式为 
6 10 5 x 2 6 10 5 x-1 2 2(C H O ) +6O (C H O ) +5H O+6CO 。 

O2消耗率、CO2产生率和好氧菌生成率存在如下关系： 
2
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式中，
2OR 为 O2消耗率（kg/m3/d），YS/B,A为好氧菌产

出系数（kg/kg），取 0.1。 
（3）甲烷氧化反应方程 
除了垃圾有机物厌氧-好氧反应，好氧填埋场内存

在甲烷氧化反应，即在甲烷氧化菌的作用下，氧气将

甲烷氧化为二氧化碳和水蒸气，并释放热量： 
4 2 2 2CH +2O CO +2H O   。 

CH4氧化速率 Roxi,CH4（kg/m3/s）可以采用双底物

Michaelis-Menten 动力方程描述[20]： 
4 2

4 4 2

4 2

CH O
g g

oxi,CH V,w max CH O
CH g O g

x x
R f V

D x D x
 
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式中，Vmax为最大 CH4消耗速率（kg/m3/s），

4CHD ，
2OD

分别为甲烷氧化的 CH4 和 O2 半饱和常数， V,wf 为含

水率修正因子，根据室内试验可以表示为[20] 
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式中， w,m 为垃圾饱和体积含水率， w,i 为萎蔫含水

率，当含水率低于该值时甲烷氧化反应停止， fc 为田

间持水率。垃圾田间持水率和萎蔫含水率分别对应基

质吸力 pc=33 kPa 和 pc=1500 kPa[21]。 
甲烷氧化反应中 O2 消耗率

2oxi,OR （kg/m3/s）和

CO2生成率
2oxi,COR （kg/m3/s）可以表示为 

O2

2 4 CH4
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，
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           (26) 

1.4  垃圾体骨架变形方程 

生活垃圾骨架动量守恒可表示为增量平衡方程： 
(d ) d (d ) d( ) 0F g           ， (27)

 
式中，d ，dF 分别为总应力增量（Pa）和体力增量

（N）。根据多孔介质有效应力原理，d 表示为 
w w g gd d + d d + dbI p bI p S p S     （ ） ， (28) 

其中，dp 为平均孔压增量（Pa）。垃圾骨架的弹塑性

本构关系采用增量形式表示为 
T1d ( (d ) (d ) )

2
u u      ，    (29) 

e ed 2 d trd          
ne ne2 (d d ) tr(d d )          ，.(30)

 
其中，du 为骨架位移增量向量（m）， d 为骨架应变

张量增量，μ，  为拉梅常数， d 为有效应力增量

（Pa）， ed 为力学压缩引起的弹性应变增量， ned 为

非弹性应变增量。垃圾骨架总应变  主要包括弹性应

变 e 和非弹性应变 ne ，后者包括塑性应变 p 和生化

降解引起的应变 b ，可表示为 

         
 e ne e p bd d d d +d +d          。 (31) 

将式（28）～（30）代入式（27）得到了以位移

增量 du 为核心变量的垃圾体沉降变形方程： 
(d ) (d ) tr( (d ))Tu u I u              

ne ne2 (d ) I tr(d ) ( d ) dbI p g              。(32) 

（1）生活垃圾塑性应变计算 
垃圾塑性应变 p 的计算采用莫尔-库仑本构模

型，屈服函数 f（MC）和塑性势函数 g（MC）为 
1 3 1 3
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 (33) 

式中， 1 ， 3 分别为最大和最小有效主应力，c，
和 ψ 为垃圾黏聚力、内摩擦角和剪胀角。根据硬化准

则，塑性应变可以修正为 
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其中，δκ 为塑性因子，采用回退算法进行计算： 

trial( )κ
( ( ) / ) : : ( ( ) / )

f
f MC C g MC




 


   
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其中， trial 为弹性试应力，C 为弹性刚度矩阵，

C=2µI+λII。 
（2）生活垃圾降解应变计算 
定义垃圾生化降解度 Dd为 

        d 0 0( ( )) / 100%D S S t S     ，     (36) 

式中，S0 为垃圾单位体积初始有机物含量（kg/m3）。

因降解减少的垃圾固相体积增量 dVs（m3）为 
  s 0 s 0 0 d s sdi 0d d / d / d /V V S V S D V S S      ， (37) 

其中，V0为表征单元体初始总体积（m3），Vsdi为初始

可降解垃圾体积（m3）， s 为垃圾固相密度（kg/m3）。 
McDougall[15]采用两相变化比率 Λ 描述垃圾土的

孔隙体积变化，即 
               V Sd dV V   ，           (38) 

式中，dVV为孔隙减少体积。不同 Λ 值代表了不同相

变规律， 1  - 代表固相降解损失全部转化为孔隙体

积，即垃圾体骨架最疏松的工况。 
因此，垃圾降解引起的体应变增量 b

vd 表示为 
b sdi
v S

0 0 S0 0

1 (1 ) dd d
(1 )

V SV
V e V S
 


 

    


  ， (39) 

式中，Vs0为初始固相总体积（m3），Vsdi/Vs0为初始有

机质含量（%）。 
1.5  核心控制变量及方程 

填埋场厌氧-好氧多场耦合模型包括液气运移方

程、多组分气体扩散方程、垃圾体生化反应方程和骨

架变形方程，共 7 个核心变量，见表 1。 
表 1 垃圾体好氧反应多场耦合模型的核心变量 

Table 1 Key variables of coupled model for anaerobic-aerobic 

 landfill 
核心变量 符号 单位 

液相和气相压力 pw, pg Pa 
气相CH4，CO2质量分数 CH4

gy , CO2
gy  — 

气相O2，N2质量分数 O2
gy , N2

gy  — 

骨架位移增量 du m 

整理得到多场耦合模型的主要控制方程： 
（1）液相运移方程 

w w
w w w w

w w

1 ( ( )) S QM p g n
t

 
 


     


 。 (40) 

（2）气相运移方程 
g g w

g g g g
g g

1 ( ( ))
nS p S

M p g n
p t t

 


 
      

 
 

g g g

g g

nS M Q
M t 





  。             (41) 

（3）多组分气体扩散方程（k 为 CH4，O2，N2，

CO2） 
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g
g g g g g g g( ) ( )

k
k ky

nS nS y v J
t

 


    


 

g g g gw
g g

g g

k knS p nS MSy n Q
p t t M t

  
       

。(42) 

（4）骨架变形 
(d ) (d ) tr( (d ))Tu u I u               

ne ne2 (d ) tr(d ) ( d ) dI bI p g              。(43) 

2  填埋场厌氧-好氧多场耦合模型求解 
填埋场厌氧-好氧多场耦合控制方程组具有较强

的非线性，已有商业软件难以求解。因此，基于开源

计算平台 OpenFOAM，本文采用有限体积法离散控制

方程，结合改进 Picard 迭代方法，编写自定义求解器

程序，具有求解效率高、计算能力强等优势。 
2.1  控制方程顺序迭代思路 

采用顺序迭代方法，第 t+1 时刻、第 i+1 迭代的

控制方程可以离散表示如下： 
液相运移方程， 

1, 11, 1
g g1, 1w

w w w w w( )
t i tt i

t i p pp
A B p C R

t t

  
  

     
 

。
 

(44) 
气相运移方程， 

1, 1 1, 1
g 1, 1 w w

g g g g g( )
t i t i t

t ip p p
A p C R

t t


   
  

    
 

。(45)
 

多组分气体扩散方程， 
1, 1

g 1, 1 1, 1
g g g g g

( )
( ) ( )

k t i
k k k t i k k t iy

A B y C y
t

 
   

     


 

1, 1
g g g( )        ( 1,2,3,4)k k t i kD y R k      。  (46)

 
骨架变形过程， 

1, 1 1,
u u u (d ) (d )t i t iA u B u R               。 (47) 

式中  A，B，C，D 和 R 为各方程系数，通过上一时

刻或迭代步的显式计算获得。 
2.2  有限体积法离散和求解过程 

有限体积法将空间变量所在区域划分成多个网格

单元，并将时间域划分成一系列时间步 Δt。为了将控

制方程组离散成一组离散方程，将偏微分方程在任一

控制体积和任一时间间隔内作空间和时间的高斯积

分。通过上个时间步和上个迭代步的结果，计算显示

项和离散方程系数，随后计算隐式变量。 
（1）矩阵化求解 
引入边界条件后，每一控制方程最终被离散为单

个控制体中心 M 上的线性方程： 
( ) ( ) ( )( ) ( )x x x
M M N N M

N
x x r     ，   (48) 

式中， M ， N ，rM分别为未知场量 x 时空离散后的

对角系数、相邻系数和源项。 
在空间所有控制体上离散各未知场量方程，组合

得到该未知场量 x 的线性方程组： 
    A x b   ，            (49) 

式中，[A]为代数方程组的系数矩阵，[x]为物理量的未

知矢量，[b]为离散后源项矢量。求解精度设为 10-9。 
（2）模型总求解步骤 
某一时间步内，填埋场厌氧-好氧多场耦合模型的

迭代过程如图 1。已知模型完成上一时间 t 的迭代，

程序进行到 t+1 的时间步计算。 

 

图 1 填埋场耦合模型求解示意图 

Fig. 1 Solution procedures of proposed coupled model for landfills 

步骤①：根据上一时刻的已知变量结果，更新相

关变量，并将核心变量结果赋值到当前第 i 次迭代。 
步骤②：在初始迭代中，已知第 i 次迭代结果，

通过矩阵求解第 i+1 次迭代结果，首先计算液气运移

方程，更新含水率、饱和度、气体密度和扩散系数等。 
步骤③：进行生化反应计算，通过氧气浓度空间

分布判定生化反应模式，并计算甲烷氧化反应和各气

体组分源项等。 
步骤④：求解多组分气体扩散方程，包括 4 种组

分，并更新气体体积分数和平均分子质量。 
步骤⑤：求解位移增量方程，更新应力、体应力
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和位移。 
步骤⑥：获得了第 t+1 时刻和第 i+1 次迭代的核

心变量值，将本次和第 i 次迭代结果进行收敛性判断，

若满足，则进行下一时间步 t+2 的计算，若不满足，

将持续迭代，直到满足收敛判断。 
（3）收敛判断准则 
本文采用绝对收敛和相对收敛两个标准，同时满

足才可进入下一时间步计算，判断表达式为 
1, 1 1,

1, 1 1,

1, 1

max  

max  

t i t i

t i t i

t i

x x

x x
x









  

  

 







≤ ，

≤ ，
        (50) 

式中，εϕ，ζϕ 为变量 x 收敛判别的绝对精度和相对精

度，不同物理场可根据其分布范围选择小于 4～6 个数

量级作为绝对精度，并以 10-4作为相对精度。 
（4）有限体积法边界推导 
为了模拟填埋场顶部覆盖层的降雨或竖井固定流

量曝气，将流量边界转化为压力的表达式。根据达西

定律，单位面积的固定流量可以表示为 
( ) rq t v n M p n M g n             

,nM p n M g n           ，   (51) 

式中，q(t) 为指定流量，可以为常数或时间 t 的函数，

n 为网格外法向的单位向量，α 代表液相或气相，Mα, n

为 Mα 沿表面的法向分量。因此，液相和气相场的边

界设为基于压力的 Neumann 边界： 

, ,/ ( )/n np n M g n M q t M          。 (52) 

为了模拟上覆压力，采用显式-隐式迭代计算，将

应力增量 dt 转化为位移增量 du 的 Neumann 边界： 

 

(2 ) (d )

d (d ) tr( (d )) ( ) (d )

u n

t u n u n u n

 

   

   

          





隐式

显式耦合

  

 ne ne

+

  2 d tr(d ) d dn n b pn g       


显示非线性耦合 显示压力耦合

 。 (53) 

3  好氧条件下填埋场沉降变形分析 
3.1  模型边界条件和参数 

考虑曝气井和气体回收井布置的对称性，可以将

填埋场好氧修复工况简化为图 2，模型尺寸为 10 
m×10 m×15 m（即井间距为 20 m）。模型网格数量

为 40×40×60，曝气井的开孔长度为 7 m，回收井的

开孔长度为 3 m；同时，嵌构“动网格”程序，使每

一时间步的位移更新在网格上，模拟好氧修复的垃圾

骨架变形。 
模型边界条件见表 2。曝气压力采用 6 kPa，介于

国际上普遍的 2～8 kPa 范围内，井边气体组分质量分

数与空气的相同。曝气井和回收井的液相速度为 0 
m/s，代表不透水边界，模型四周为对称边界。对于沉

降变形，顶部为 0 Pa 应力边界，不考虑上部结构和堆

载，底部和竖井边界位移固定，四周采用滑移边界，

即法向位移等于零而切向位移（即竖向沉降）不为零。 

 

图 2 填埋场好氧修复的几何示意图 

Fig. 2 Schematic of aerobic remediation of landfill  

模型中垃圾孔隙率为 0.61，干密度为 900 kg/m3，

固有渗透系数为 3×10-12 m2，各向异性系数为 3。垃

圾液气相对渗透系数采用 van-Genuchten 模型计算，

参数 α 和 m 分别取 2 m-1和 0.5，液相最大和残余饱和

度设为 0.99，0.2。垃圾生化反应和甲烷氧化参数见表

3。由于本文主要关注填埋场好氧沉降，假设通过回灌

将垃圾温度控制在 50℃以下，即忽略温度变化。 
表 2 填埋场好氧修复的边界条件 

Table 2 Boundary conditions of aerobic remediaton of landfill 
边界 Pg Pw yCH4 

g ，yCO2 
g  yO2 

g  yN2 
g  du 

顶部 0 Pa 不透水 零梯度 零梯度 零梯度 应力
0 Pa 

底部 不透气 自由排

水 零梯度 零梯度 零梯度 固定 

曝气井 6 kPa 不透水 0% 26.6% 73.4% 固定 
回收井 0 Pa 不透水 零梯度 零梯度 零梯度 固定 
四周 对称边界 滑移 

对于垃圾体沉降变形，降解两相变化比率 Λ 设为

0.8，垃圾颗粒和水的体积模量分别设为 1.0×1012，

2.0×109 Pa。垃圾体骨架的弹性模量和泊松比分别设

为5×106 Pa和0.3，黏聚力和内摩擦角分别设为10 kPa
和 30°。模型初始假设垃圾堆体内处于厌氧反应阶段

（填埋气为等体积的 CO2 和 CH4），初始有机质含量

为 10%，气压为 0 Pa，含水率为 0.4 且位移为 0 m。 
表 3 垃圾生化反应和甲烷氧化参数 

Table 3 Waste biodegradation and CH4 oxidation parameters 
参数 单位 值 

好氧和厌氧降解常数km,A, km,N d-1 0.1, 0.01 
好氧和厌氧生长率半饱和常数ks,A, ks,N kg/m3 100 
好氧反应氧气半饱和常数

2OK  — 0.07 
初始好氧菌和厌氧菌浓度XA,0, XN,0 kg/m3 0.15 
最大CH4消耗速率Vmax kg/m3/s 0.6×10-5 
甲烷氧化O2半饱和常数

2OD  — 0.012 

甲烷氧化CH4半饱和常数
4CHD  — 0.0066 
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3.2  好氧填埋场沉降变形的空间分布 

图 3为初始和曝气 60 d后填埋场沉降变形的空间

分布，网格形变即为填埋场变形。可以发现，60 d 好

氧修复后填埋场出现不均匀沉降，左侧靠近曝气井的

沉降量最大，达到 0.8 m，而右侧靠近回收井的沉降

仅为 0.05 m。沉降是由垃圾有机物降解消耗导致的颗

粒间错动和空间坍缩，而不均匀沉降是因为近曝气井

处供氧量充足，有机物降解速率较远端更快。因此，

填埋场埋置的水平管线应具备一定柔韧性，避免因不

均匀沉降导致管道大量破损。此外，曝气井上端垃圾

体的沉降要大于下端的，当垃圾与井紧密贴合时，较

大相对位移将产生显著的侧摩阻力，导致曝气井破损。 
图 4为修复 200 d内曝气井-回收井对角线平面上

的垃圾变形分布。可以发现，随着氧气从左侧曝气井

向右运移扩散，垃圾堆体的沉降变形也逐渐向右发展，

而由于氧气难以运移到深层垃圾，深层垃圾难以发生

好氧反应，几乎不发生变形。依据网格的几何形变，

填埋场中部垃圾体除了发生竖向沉降，也产生了向左

侧挤压的变形趋势。 

 

图 3 曝气条件下填埋场的沉降变形空间分布 

Fig. 3 Spatial distribution of deformation in landfill under aeration 

 

图 4好氧修复过程中垃圾体沉降变形网格示意图 

Fig. 4 Grid diagram of waste deformation under aeration 
为了深入研究填埋场曝气过程中的不均匀沉降和

垃圾体-曝气井相对位移，选取图 4 中 A，B，C，D
点进行数据分析，AB 竖向位移之差为最大不均匀沉降

量，CD 竖向位移之差为垃圾体-曝气井相对位移。 
3.3  好氧填埋场的不均匀沉降分析 

（1）最大不均匀沉降 

图 5 展示了曝气过程中 A，B 沉降量及 AB 不均匀

沉降量随时间的变化。A，B 沉降均随时间逐渐增大，

由于 A 点靠近曝气井，初期沉降速率较快，200 d 内

达到 1.1 m；随着垃圾好氧降解速率受到反应底物的

抑制，A 点沉降速率逐渐减慢，200 d 后的沉降量仅

0.1 m。B 点距曝气井处较远，氧浓度较低，沉降速率

较缓，500 d 累计沉降量为 0.6 m。因此，AB 点的不均

匀沉降量约在第 200 d 达到最大 0.7 m，但是随着 A 点

反应速率减缓、B 点逐渐发生好氧反应，AB 不均匀沉

降在第 500 天减少至 0.5 m。因此，填埋场内最大的

不均匀沉降量出现在曝气中间阶段。此外，通过参数

分析表明，垃圾初始有机含量越高，不均匀沉降量越

显著，且峰值越晚出现；曝气压力越大，不均匀沉降

越小，特别是在曝气后期，因为供氧量和好氧影响半

径增大，利于远端垃圾堆体发生好氧反应。 

 

图 5 不均匀沉降量随时间的变化规律 

Fig. 5 Variation of uneven settlement over time 
（2）垃圾体-曝气井相对位移 
图 6 展示了 C，D 点沉降量和曝气井-垃圾相对位

移（CD 沉降量之差）随时间的变化。D 点位于曝气

井下端，前期沉降较为缓慢，后期略有增加，但最终

沉降量仅为 0.1 m。这说明氧气主要以横向运移为主，

仅有少量运移至曝气井下端，导致此处垃圾好氧降解

速率缓慢。在曝气前期，垃圾体-曝气井相对位移迅速

增大，在第 200 天达到了 0.4 m，但是随着反应底物

的消耗，增速逐渐变缓，在曝气第 500 天稳定在 0.5 m。 

 

图 6 曝气井-垃圾相对位移随时间的变化 

Fig. 6 Variation of relative displacement of well-waste over time 
图 7 为曝气井-垃圾相对位移随曝气压力的变化，
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当曝气压力从 4 kPa 增到 8 kPa，井周垃圾有机物的充

分降解导致相对沉降量增大，增幅达 42%。以 4 kPa
曝气为基准，曝气压力与井周相对沉降量可表示为 

0 aer( ) / ( ) 0.608+0.1l t l t p   ，      (54) 
式中，l 为井周相对沉降量（m），l0是 4 kPa 曝气工况

的井周相对沉降量，且 paer为曝气压力（kPa）。因此，

若已知 4 kPa 曝气工况的填埋场相对沉降曲线，可近

似评估其他曝气压力条件下填埋场沉降稳定。 

 

图 7 曝气压力对井周相对沉降量的影响 

Fig. 7 Effects of aeration pressure on relative settlement of well 
（3）不均匀沉降控制 
提高曝气压力难以有效解决垃圾填埋场好氧修复

的不均匀沉降，而这本质上是因为垃圾有机物的不充

分降解。图 8 展示了曝气 100 d 和 300 d 时的氧浓度

和垃圾土降解度分布，可以发现，两者密切相关，氧

气流向（黄色箭头）和分布决定了垃圾土降解程度。

一定程度上，回收井控制了氧气流向，若开孔段过短，

氧气流经区域向开孔段收缩，上端和下端区域将出现

曝气“死角”（图 8（a）第 300 天蓝色区域），即使

延长曝气时间或加大曝气压力也无法改善。通过加长

回收井开孔段，扩大氧气流经区域，改变流动轨迹，

可以有效减少曝气“死角”体积，达到减少不均匀沉

降的目的。 
 

4  好氧条件下填埋场加速稳定化分析 
沉降变形速率可作为填埋场好氧修复终止的判定

依据，我国国家标准《生活垃圾填埋场稳定化场地利

用技术要求》提出当填埋场年沉降量≤5 cm 时，场地

满足高度利用标准；若年沉降量介于 10～30 cm，则

满足中度利用标准。 
以上海老港垃圾填埋场为例，郭亚丽等[22]发现其

6～10 a 龄期填埋垃圾的有机质含量仅从 10.47%降至

9.69%，说明自然厌氧条件下垃圾降解缓慢。为了研

究其好氧加速稳定化，选取 9.69%初始垃圾有机质含

量进行模拟，模型其他设置与前文相同。图 9 为好氧

修复和自然降解条件下填埋场地表平均沉降量随时间 

 

图 8 氧浓度和有机物降解度 Dd 的空间分布 

Fig. 8 Distribution of O2 concentration and degradation degree Dd 
的变化。可以发现，自然厌氧降解模式下的填埋场沉

降近似直线，500 d 内仅沉降了 40 cm，年沉降量接近

30 cm，不满足场地高度利用标准。然而，好氧修复导

致填埋场沉降在前 300 d 内迅速发展至 1.4 m，然后逐

渐趋于稳定，最终的年沉降量仅为 3 cm，满足高度利

用标准，若承载力满足可建设一般仓储或工业用房。 

 

图 9 两种降解模式下填埋场沉降速率 

Fig. 9 Settlement rates of landfill under two degradation modes 
为了评价填埋场的加速稳定化效果，本文提出了

沉降加速评价参数 A： 
      an a an( ) /A T T T    ，       (55) 

式中，Tan，Ta为自然厌氧和好氧修复模式下填埋场满

足场地高度利用标准的时间（即沉降速率≤5 cm/a）。
以图 9 为例，厌氧稳定时间为 7.9 a，而好氧修复仅需

0.9 a，则沉降加速参数 A = 88%，表示好氧修复可减

少 88%的后期维护运营时间。 
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为了保证填埋场好氧修复后相关指标满足利用标

准，图 10 分析了不同好氧修复终止条件（降解度）对

工后地表沉降的影响。可以发现，由于曝气单元的有

机物降解不均匀，工后仍会出现不均匀沉降，选取首

年沉降速率进行判别。若在 85%降解度终止曝气，填

埋场首年地表最大沉降达到了 10 cm，而平均沉降则

为 5 cm；若在 90%降解度终止曝气，沉降值较小，首

年地表最大沉降量为 7 cm，而平均沉降量为 3 cm。因

此，通过历时 1 a 的曝气修复，采用填埋场 90%的降

解度作为终止标准，工后沉降指标均满足高度利用标

准，若终止标准低于 85%降解度，终止后第 1 年的沉

降量将会大于土地高度利用标准。 

 

图 10 好氧修复后地表沉降随时间的变化 

Fig. 10 Change of surface subsidence over time after aeration 

5  结    论 
依托有限体积法和开源 OpenFoam 软件平台，本

文建立了考虑厌氧-好氧生化降解、液气运移、多组分

扩散和弹塑性-降解骨架变形的填埋场多场耦合三维

模型，揭示了垃圾填埋场好氧修复的沉降变形特性，

特别是不均匀沉降，提出了好氧修复加速稳定化的评

价和终止指标，得到 5 点结论。 
（1）由于曝气过程中氧浓度分布不均，不同位置

的垃圾降解度差异显著，近曝气井处的沉降速率较快，

远端较慢，最终导致地表沉降不均匀，可达 0.7 m。 
（2）随着持续曝气，氧气将逐渐运移至远离曝气

井的垃圾，加速其降解速率，因此不均匀沉降呈先增

大后减小的趋势，最大值出现在曝气中间阶段。 
（3）氧气流向和分布决定了垃圾土降解程度，延

长气体回收井的开孔段，有助于扩大氧气流经区域，

减少曝气“死角”，有助于降低最终的不均匀沉降量。 
（4）由于曝气井上下垃圾降解速率的不同，垃圾

体与曝气井将产生显著的相对位移，最大可达 0.67 m，

应予以关注，避免较大的侧摩阻力导致井破损。 
（5）依据国家规范对填埋场土地高度利用的沉降

指标，高龄填埋场自然厌氧需 7.9 a，好氧修复仅需 0.9

年（减少 88%）；建议采用 90%降解度作为填埋场好

氧修复的终止标准，以保证工后沉降速率满足标准。 
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摘  要：对于截排减压抗浮系统中的减压井群（多井系统），目前除采用数值法进行渗流分析外，尚无实用的简化计

算方法，不利于推广使用。鉴于此，提出了简化计算方法：对于圆形止水帷幕内侧均匀分布的多井系统，假定止水帷

幕内侧边界水头为常数，通过共形映射推导得到多井系统的水头分布；对于非圆形止水帷幕，可将其等效为圆形近似

求解；采用阻力系数法，在考虑止水帷幕透水和绕渗的基础上，将止水帷幕内外侧渗流场串联起来，求解得到总流量。

经算例验证，简化算法与有限元法相比结果差距较小，且仅需提供不多的几何参数，即可求得较精确的结果。在排水

减压抗浮设计时，控制板底水头和井周水力坡降是关键，为兼顾安全性和经济性，需对参数 n，r，hw及 rw反复调整以

达到最佳效果。 
关键词：抗浮；渗流；多井系统；止水帷幕；共形映射 
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Simplified calculation and design method of multi-well system for                 
anti-uplifting based on intercepting and discharging water  

ZHU Dong-feng1, 2, CAO Hong1, LUO Guan-yong1, PAN Hong1, LUO Chi-yu2 
(1. School of Civil Engineering and Transportation, South China University of Technology, Guangzhou 510640, China; 2. Guangdong 

Architectural Design and Research Institute Co., Ltd., Guangzhou 510010, China) 

Abstract: For the multi-well system in the anti-uplifting system based on intercepting and discharging water, there is no 

practical simplified method except the numerical method for seepage analysis, which is not conducive to its application. In view 

of this, a simplified method is proposed. The idea is as follows: for the multi-well system with even distribution inside the 

circular cut-off wall, the hydraulic head on the inside boundary of the cut-off wall is assumed to be constant, and the 

distribution of the hydraulic head of the multi-well system is deduced through conformal mapping. For the non-circular cut-off 

wall, it can be equivalent to a circle to obtain an approximate solution.The resistance coefficient method is adopted to connect 

the inner and outer seepage fields of the cut-off wall in series on the basis of considering the water leakage and by-pass seepage 

of the cut-off wall, and the total flow can be obtained. After verification, a comparison with the finite element method shows 

that the difference between the simplified algorithm and the finite element method is smaller, and it only needs to provide a few 

geometric parameters to get more accurate results. The control of the hydraulic head at the bottom of the floor and the hydraulic 

slope around the well are the key points in the anti-uplifting design process based on drainage decompression. Moreover, in 

order to give consideration of both safety and economy, parameters n, r, hw and rw need to be adjusted repeatedly to achieve the 

best effect. 

Key words: anti-uplifting; seepage; multi-well system; cut-off wall; conformal mapping

0  引    言 
在截排减压抗浮系统中，位于止水帷幕内侧的减

压井系统是主要的排水通道，确定井流量和止水帷幕内

侧的水头分布是抗浮设计的关键一环，将为水泵及管

路的设计以及验算底板配筋和裂缝宽度提供依据[1-2]。

特别是对于采用了人工疏水层的地下结构，由于疏水

层厚度和透水性较均匀，非常适合采用简化计算方法。

然而，目前除了采用渗流分析之外，尚无实用的简化

计算方法来确定多井系统流量和水头分布。 
对于多井系统的求解，在不存在隔水边界的条件

─────── 
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下，相互干扰的井群在任意一点处的水位降深等于各

单井在这一点的降深的叠加[3]。基于叠加原理，毛昶

熙给出了任意布置的承压和无压井群在任意一点降深

的解[4]。如果井群沿着闭合边界布置，井群区域的降

水漏斗接近圆形，各井的影响半径接近相等，各单井

的流量也近似相同，则可以得到将井群等效为圆环分

布时的流量和降深结果[4-5]。近似计算时，常将沿任一

封闭轮廓布置的井群虚拟为一个“大井”，井群轮廓

以内的水位近似与“大井”水位相同，则井群流量可

采用 Dupuit 公式表达，即“大井公式”[4]。当存在隔

水边界且完全不透水时，任一点的水位降深可按镜像

叠加法求解，即隔水边界可按照对称布置的两个抽水

井来模拟，线源边界按照对称布置的一个抽水井和一

个注水井来模拟。在基坑降水设计过程中，吴林高[6]

采用该方法对止水帷幕内侧开始抽水至抽水稳定时的

非稳定渗流过程进行了求解。 
然而，止水帷幕并不完全隔水，止水帷幕底部的

绕渗问题是存在的，止水帷幕墙体本身的透水性也不

能忽视，例如板桩接缝渗水、止水帷幕因施工缺陷渗

水等[7]。在截排减压抗浮系统中，这些绕渗和墙体透

水的流量是排水的主要来源。对于止水帷幕的绕渗和

墙身透水问题，毛昶熙[4]给出了不考虑桩厚度和桩身

透水性，只考虑桩底绕渗的单宽流量计算公式。王仁

东[8]则考虑了止水帷幕厚度，采用保角变换法求出了桩

底绕渗情况下的水头和流量解，并分析了不考虑止水帷

幕厚度对结果的影响。胡瑶[9]则对考虑墙体透水时的

镜像叠加法作了初步的近似计算和数值模拟研究。 
本文以止水帷幕内侧呈圆形（或等效为圆形）均

匀布置的多井系统为研究对象，考虑止水帷幕的绕渗

和墙身透水问题，提出止水帷幕内侧多井流量和水头

分布的实用简化计算方法，并给出截排减压抗浮系统

设计流程，为该方法推广应用扫清障碍。 

1  简化计算思路及基本假定 
1.1  简化计算思路 

在抗浮计算和设计时，首先需要明确抗浮需求，

即根据地下结构自身能提供的抗浮力及周边环境条

件，为地下结构确定一个合理的上限水位，明确排水

抗浮目标。 
当采用截排减压抗浮系统时，需要求解的几个问

题是排水总流量、减压后底板下的水头分布以及减压

井布置的数量、位置、井径和井口高程参数。 
为求解上述问题，以止水帷幕为界将渗流场分为

内侧和外侧两部分（图 1），两侧的总流量相同，在止

水帷幕处再以恰当的形式联合起来。由于外侧渗流场

较为简单，关键是要求解内侧渗流场。 
1.2  简化计算基本假定 

假定止水帷幕为圆形，减压井沿圆周均匀布置于

其内侧。对于其它不规则多边形止水帷幕，可根据复

变函数论中的 Schwarz-Christoffel 变换，将其共形映

射为圆形[10]，井点坐标及待求点坐标同理可映射到圆

形渗流场中。当多边形等边时，这种映射关系可解析，

不等边时需要采用数值法求解。 
设止水帷幕内侧半径为 R，减压井数为 n，单井

流量为 q，减压井所在圆周半径为 r，两井间圆心角为

2β，见图 1。减压井半径为 rw，井口高程为 hw。外侧

渗流场影响半径为 R0，远场边界水头为 H0。 

 

图 1 止水帷幕内外侧渗流场 

Fig. 1 Seepage fields inside and outside cut-off wall 

根据对称性，只取两口减压井间的一半区域分

析，即图 2 中的扇形域 OM1M2，减压井位于 M3，在

OM2线上。假定止水帷幕内侧为等水头线，其水头可

与止水帷幕外侧区域相联系（见下节内容）。这里等水

头线假定并不完全合理，例如 M1距离减压井比 M2更

远，其水头可能比 M2 点更高，但差距不大，且采用

M1点作控制水头并不影响抗浮安全性。 

 

图 2 z 平面 

Fig. 2 z plane 

2  止水帷幕内侧渗流场求解 
2.1  平面映射 

（1）z 平面映射到 t 平面 
要求解 OM1M2区域的不规则渗流场，可先将其映

射到一个规则平面，这里可用复变函数中的对数变换

将扇形域共形映射（保角变换）到一个带形域[10]，即

将 z 平面映射到 t 平面，见图 2，3。 



1988                         岩  土  工  程  学  报                                    2021 年 

图 3 t 平面 

Fig. 3 t plane 

即作如下对数变换： 
1 2lnt C z C    。          (1) 

在 z 平面和 t 平面中，M1，M2点分别有： 
M1：

iπ(1 1/ )e nz R   ， i i π /t R R n  ； 
M2：

iπez R  ， 0t  。 
将其代入式（1）得 1C R  ， iπ

2 ln(e )C R R 。

即有 
iπeln Rt R

z


   。           (2) 

（2） 平面映射到 t 平面 
继续将图 4 中的上半平面 平面映射到 t 平面，

这里使用 Schwarz-Christoffel 变换[10]： 

3 4
d

1
t C C

 
 

    。     (3) 

图 4 ζ平面 

Fig. 4 ζ plane 

在 M1，M2点分别有： 
M1： i π /t R n ， 0  ； 
M2： 0t  ， 1  。 
将其代入式（3）得 3 /C R n ， 4 0C  。即有 

2 ln( 1)Rt
n

      。     (4) 

在 M3点有： ln( / )t R R r ，  。 
将其代入式（4）求得 2cosh [ ln( / ) / 2]n R r  。 
将式（4）代入式（2）求得 z 平面和 平面的映

射关系： 
iπ / 2 iπ / 2 21[( e / ) ( e / ) ]

4
n nR z R z     。  (5) 

（3） 平面映射到平面 
建立图 5 所示的复势平面平面，并将 平面映

射到平面，以建立 z 平面和复势平面的关系，这

里继续采用 Schwarz-Christoffel 变换： 

5 61 1
2 2

d

( 1) ( )
C C


   

 
 

   。   (6) 

图 5 中 rq 为 M3 点单井在单位厚度的出水量，

qr=q/( KT)，为研究区域 OM1M2总流量的两倍，K，T
分别为研究区域土层的渗透系数和厚度。 

在 M1，M2点分别有： 

图 5 平面 

Fig. 5   plane 

M1： ri
2
q

  ， 0  ； 

M2： 0  ， 1  。 
将其代入式（6）得 r

5 ( 1)
2π
qC     ， 6C   

r (ln 2 iπ)
2π
q

  。 

即有 

r 1 1
ln

2π 1 1
q    


   
  

 
  

  。 (7) 

将 2cosh [ ln( / ) / 2]n R r  及式（5）代入式（7）
得 

iπ
r

iπ

( e / ) 1ln
2π ( / ) ( e / )

n

n n

q r z
R r R z

 


 


  。      (8) 

式（8）即为复势平面与原渗流场 z 平面的映射

关系。 
2.2  特征点的势函数 

（1）M1M2段 
令 ie  (π ) πz R       ≤， ，代入式（8）得 

r ( )iπ
2π
q n      ，            (9) 

r r( ) 0π
2π 2
q qn       

 
≤ ≤  。 (10) 

上式表明，在 M1M2 段，势函数为常数 0，流函

数呈线性分布，与计算基本假定相符。 
（2）OM1段 
令 i (1 1/ )e  0nz s s R  ， ≤ ≤ ，代入式（8）得 

r r( / ) ( / )ln i
2π 1 ( / ) 2

n n

n

q qs R R r
s r




 


 。 (11) 

在 O 点，令 0s  ，有 
r rln

2π 2
q n qR i

r
     。         (12) 

由于 M1处位势为 0，上式表明 O 点位势高于（或

水头低于）M1点 r ln
2π
q n R

r
。 

（3）OM2段 
令 iπe  0z s s R ， ≤ ≤ ，代入式（8）得 
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r

r r

( / ) ( / )ln              ( )
2π ( / ) 1

( / ) ( / )ln i     (0 )   
2π 1 ( / ) 2

n n

n

n n

n

q R r s R r s R
s r

q qR r s R s r
s r



 
   

    

。(13) 

在 M3点，令 s=r，可见势函数趋于正无穷，水头

则趋于负无穷。 
（4）井边 
在 M3点附近，取井边附近的两点 z1和 z2： 

iπ
1 w

iπ
2 w

( )e  

( )e  

z r r

z r r

  


  

，

。
             (14) 

代入式（8）得求得两点的势函数 φ1，φ2为 

wr
1

w

wr
2

w

( / ) [( ) / ]ln
2π [( ) / ] 1

( / ) [( ) / ]ln
2π 1 [( ) / ]

n n

n

n n

n

R r r r Rq
r r r

R r r r Rq
r r r





 
   


     

，

。

    (15) 

若 wr r ，则两点的势函数值可近似为 
r

1 2 w
w

2 sh[ ln( / )]ln
2π
q r n R r

nr
      。 (16) 

式中，φw为井边圆周势函数的近似值。对于不在 OM2

线上的其它井边圆周上各点，也有同样的特性，表明

井边不同方位的水头近似为常值。 
（5）场地水头换算 
令场地水头为 H，水头与势函数 φ 的关系为

H=-φ，由于势函数零点位于圆弧 M1M2上，现以井口

高程 hw为基点，根据势函数算得场地水头为 
r

w
w

2 sh[ ln( / )]ln
2π
q r n R rH h

nr
     。 (17a) 

若抗浮设计时以OM1线上的水头值为设计依据，

利用式（11），（17a）可得该线上距离圆心为 s（0≤s≤R）
的点的水头值为 

r
w

w

2 sh[ ln( )][1 ( / ) ]ln
2π [( / ) ( / ) ]

n

n n

q r n R r s rH h
nr s R R r


 


 。(17b) 

现设置不同条件，观察 OM1 线上的水头随井数

量 n 的变化，令 R=100 m，Q=300 m3/d，rw=0.5 m，

T=0.5 m。这里 T 取 0.5 m相当于设置一层人工疏水层。

其它条件及 OM1线水头分布见图 6。 
从图 6 可以看到，当土层渗透系数较大时（本算

例为 7×10-3 cm/s，但一般可认为渗透系数约大于等于

1×10-3 cm/s 即为较大），设置较少数量的减压井就可

以达到较好的降压效果（平均约为每万平方 3～4 口

井），随着土层渗透系数的降低，要达到相同的降压效

果减压井数量需要迅速增加；同时，当井数量达到一

定值，如每万平方米 10 口井，再增加井数量减压效果

亦不明显；当减压井适当靠近止水帷幕布置，减压范

围较大，减压效果更明显。 

 

图 6 不同井数量 n 时 OM1的水头分布 

Fig. 6 Distribution hydraulic head of OM1 with different numbers  

of wells 

3  止水帷幕内外侧渗流场串联求解 
3.1  流量连续性条件 

设止水帷幕内侧半径为 R，外侧半径为 Rd，内侧

水头为 HR，外侧水头为 Hd；止水帷幕厚度为 b，渗透

系数为 Kw；渗流场影响区半径为 R0，影响区边缘水

头为 H0。减压井总流量 Q=nq。总流量在止水帷幕外

侧按轴对称均匀分布，向内侧的渗流及通过止水帷幕

的水量按质量守恒也为 Q。止水帷幕厚度 b 相对较小，

在计算中可简化成有阻力的薄墙。 
3.2  止水帷幕外侧水头损失 
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止水帷幕外侧渗流场可分承压和潜水两种模式。

取止水帷幕外侧单位宽度圆环流场分析，根据达西定

律，对主要含水层为承压土层有（图 7（a））： 
0

0 d
0 0 d

ln
2π

RQH H
K T R

    ，      (18a) 

式中，K0为止水帷幕外侧承压强透水层的渗透系数，

T0为承压强透水层的厚度。如有多层渗透系数相差不

大的强透水层，可采用等效渗透系数。 

图 7 止水帷幕渗流形态 

Fig. 7 Seepage patterns of cut-off wall 

式（18a）也可写为 

0 d 1
0

0
1

0 d

 

1 ln  
2π

QH H
K
R

T R





  





，

。

       (18b) 

当止水帷幕外侧主要含水层为潜水层则有（图 7
（b））： 

2 2 0
0 d

0 d

ln
π

RQH H
K R

    ，    (19a) 

式中，K0为止水帷幕外侧潜水层的渗透系数。该式设

潜水层底面为水头基准面，若潜水层为多层土，则最

下一层土的底面为基准面，若取其它基准面，且潜水

层底面高程为 z0，则式（19a）变为 
0

0 d
0 0 d

ln
2π

RQH H
K T R

 


  。   (19b) 

式（19b）也可写为 

0 d 1
0

0
1

0 d

 

1 ln  
2π

QH H
K
R

T R





  



 

，

，

           (19c) 

0 0 d

0 0 0 d d 0

( ) / 2
 

T h h
h H z h H z
   

    

 ，

； 。
   (19d) 

由于式（19d）中包含未知量 Hd，使得后续计算

需要迭代，即先赋予 Hd一个略小于 H0的初值代入式

（19c），（19d）算得 1 ，并由后续算得流量 Q，然后

将 Q 值回代式（19c）求得 Hd的新值，如此反复迭代

3～4 次即可达到较好的精度。 
3.3  止水帷幕处的水头损失 

止水帷幕处的渗流包含墙体透水和墙底绕渗两部

分[11]，设墙体透水总流量为 Q1，墙底绕渗总流量为

Q2，即有 
1 2Q Q Q nq     。        (20) 

根据止水帷幕外侧渗流场的不同，可按两种模式

计算。 
（1）承压模式 
当止水帷幕外侧渗流场为承压模式时（图 7（a）），

对于止水帷幕墙体透水部分，根据达西定律可以按以

下近似公式计算： 
1

d R
w 02π / 2 / 2

Q bH H
RK T T

  


 。 (21a) 

式（21a）也可写为 
d R w

1
a

a
0

( )2π
 

 
/ 2 / 2

H H RK
Q

b
T T





  


 

，

。

         (21b) 

对于止水帷幕墙底绕渗部分，可根据努麦诺夫提

出的“局部水头损失的总和计算法”求得，具体过程

可见文献[11，12]，见下式： 
2 2

2 1 1 1
d R 2

1 1

2 ln ln
2π π

Q T T D T DbH H
RK D D T D D

   
        

，

(22a) 
式中，K1为止水帷幕底部弱水层的渗透系数，D 为止

水帷幕底部弱水层的厚度，式（22a）也可写为 
d R 1

2
b

2 2
1 1 1

b 2
1

( )2π
 

2 ln ln  
π

H H RK
Q

T T D T Db
D D T D D





  



         

，

。

 (22b) 

（2）潜水模式 
当止水帷幕外侧渗流场为潜水模式时（图 7（b）），

止水帷幕墙体透水部分的流量计算表达式与式（21b）
相同，但 a 的形式有所不同，见下式： 

a
d 0

b
H z T

 
 

  。          (23) 

因 Hd值未知，也需要先赋予初值并迭代计算。对

于止水帷幕墙底绕渗部分，其流量计算表达式与式
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表 1 计算结果比较 

Table 1 Comparison of calculated results 

n 
模型 1 模型 2 

Q/(m3·d-1) Hd/m HR/m(M1) HR/m(M2) Q/(m3·d-1) Hd/m HR/m(M1) HR/m(M2) 
本文 有限元 本文 有限元 本文 有限元 本文 有限元 本文 有限元 本文 有限元 本文 有限元 本文 有限元 

4 606 560 5.3 5.2 2.3 2.9 2.3 2.0 392 368 5.3 5.4 3.0 3.7 3.0 2.7 
8 741 717 5.2 4.9 1.5 1.7 1.5 1.5 503 504 5.1 5.2 2.1 2.1 2.1 2.1 

16 823 802 5.1 4.9 1.0 1.1 1.0 1.1 574 586 5 5 1.4 1.5 1.4 1.5 
24 850 836 5.1 4.8 0.9 0.9 0.9 0.9 597 611 5 5 1.2 1.3 1.2 1.3 
332 862 851 5.1 4.8 0.8 0.8 0.8 0.8 607 627 5 4.9 1.1 1.2 1.1 1.2 

（22b）相同，但 ξb的内容有变化，见下式： 
2 2

1 1 1
b 2

1

1 ln ln
π

T T D T Db
D D T D D


  

    
   

2 2
2 2 2

2
2

ln lnT T D T D
D T D D

 
  

  。     (24) 

将式（21b），（22 b）相加并代入式（20）可得 

d R s

a b
s

w b 1 a

 
2π

 

QH H
R

K K



 


 

  


 

，

。

            (25) 

3.4  止水帷幕内侧水头损失 

在式（17a）中，令 φ=0，qr=Q/(nKT)，可得 

R w
w

2 sh[ ln( / )]ln
2π

Q r n R rH h
nKT nr

   。 (26a) 

或写为 

R w 2

2
w

1 2 sh[ ln( / )]ln  
2π

QH h
K

r n R r
nT nr





  




，

。

    (26b) 

将式（18b）或（19b）、（25）、（26b）相加可得 

s1 2
0 w

0 2π
H h Q

K K R
  

    
 

  。   (27) 

ξ1，ξ2，ξa，ξb均称为阻力系数，求得这 4 个系数

即可由式（27）求得总流量 Q，qr。并可由式（17b）
求出特征点水头，作为地下结构抗浮设计的依据。这

种以求阻力系数的方式联合求解止水帷幕内外侧渗流

场的方法也叫阻力系数法。 

4  算例验证 
为验证本文简化算法，建立两个计算模型，分别

采用有限元法和本文算法计算。模型 1 为承压模式，

几何参数 T=1 m，T0=4 m，T1=3 m，D=2.5 m，R=80 m，

R0=200 m，r=65 m，rw=0.5 m，b=0.8 m，hw=0 m，H0=5.8 
m，渗透系数 K=5×10-2 cm/s，K0=5×10-2 cm/s，

K1=5×10-4 cm/s，Kw=5×10-5 cm/s。模型 2 为潜水模

式，模拟人工疏水层，几何参数 T=0.5 m，T0=3 m，

T1=7 m，T2=3.5 m，D=2.5 m，z0=3 m，R=80 m，R0=200 
m，r=65 m，rw=0.5 m，b=0.8 m，hw=0 m，H0=5.8 m，

渗透系数 K=5×10-2 cm/s，K0=5×10-2 cm/s，K1=5×10-4 

cm/s，Kw=5×10-5 cm/s。有限元模型采用华南理工大

学岩土工程研究所开发的《多层透水地层渗流分析程

序》建立，模型 1 中表层弱透水覆盖层渗透系数取为

5×10-4 cm/s，将主要计算结果列于表 1。 
从表 1 来看，两种方法计算的总流量值 Q 十分接

近，仅在井数量为 4 时差值略大；从有限元结果看到，

M1点的水头在井数为 4 时比 M2点高近 1 m，随着井

增多（两点与井点的间距差逐渐缩小）而趋近相同。

这印证了本文算法基本假定的合理性，一般在 2 万多

平方米的面积上布井数量必多于 8 口。随着井的增加，

Hd值变化不大，表明外侧渗流场由于止水帷幕的存在

而不受内侧布井方式的影响。 
图 8 为 OM1和 OM2线的水头分布结果（n=32 与

n=24 时结果相比差距较小，故不显示）。可以看到，

有限元结果始终比本文方法的计算结果略高，随着井

数量的增加差值逐渐减小，两个模型分别从 35 cm 减

小到 7 cm 和从 43 cm 减小到 11 cm，这是由于有限元

计算时考虑了井损的影响（井损系数 0.1），这从有限

元计算时井口位置的水头值始终无法归零可以看到。 
以文献[11]中 5.3 节的工程案例为例，场地表层粉

质黏土为覆盖层，渗透系数为 5.8×10-4 cm/s，止水帷

幕外侧渗流场按承压模式考虑，确定几何参数 T=1.6 
m，T0=9.6 m，T1=5.7 m，D=3.7 m，R=69.3 m，R0=300 
m，r=28.3 m，rw=1 m，b=0.774 m，hw=0.05 m，H0=9.5 
m，渗透系数 K=2.2×10-1cm/s，K0=2.2×10-1 cm/s，
K1=2×10-4 cm/s，Kw=5×10-5 cm/s。求得场地总流量

Q 为 1479 m3/d，止水帷幕内侧水头 HR为 0.87 m，实

测总流量平均值为 1563 m3/d，地下室侧墙周边平均水

头值为 1.7 m。这里总流量计算偏小是因为止水帷幕

存在集中渗漏现象，计算水头偏低是由于板底砂层厚

薄不均，地下室侧墙附近的板底砂层较薄甚至缺失。 
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图 8 水头计算结果比较（OM1和 OM2） 

Fig. 8 Comparison of calculated results of hydraulic head 

5  截排减压抗浮设计及流程 
在排水减压抗浮设计时，为防止单井流量

q(q=Q/n)过大引起井周土体颗粒启动流失而掏空底板

下的土体，或流失的土颗粒在井壁沉积而产生淤堵，

需要对井周水力坡降作如下限制： 

cr
w2 π

Qi i
n r KT

 ≤   。           (28) 

式中  i 为井周计算水力坡降；icr为井周土体（滤层以

外）的临界水力坡降，对于级配连续的稳定土体可取

0.4～0.5[13]，对于级配不稳定的土体（管涌土）可取

0.1～0.2[14]；rw 为井半径，当井壁外侧设置滤层时，

应取至滤层外边缘。 
此外，为保证结构抗浮安全性，对底板水头值也

要作一定限制，为与场地抗浮设防水位区分，这里采

用抗浮控制水位 Hc表示，并采用下式计算： 

t
max c

w

G F
H H

A





 ≤   。       (29) 

式中  G 为结构自重及荷载；Ft为被动抗浮措施提供

的抗浮力；A 为结构底面积； w 为水的重度；Hc为抗

浮控制水位；Hmax 为结构底板下的水头最大值；κ 为

大于等于 1 的安全系数。 
在抗浮设计时，为达到较好的减压效果并兼顾经

济性，可以对参数 n，r，hw，rw进行调整。对一般工

程而言，hw可取至底板顶面以下 20～30 cm 的位置为

宜；若取至底板顶面以上时，减压井井盖需要采用繁

琐的承压防水措施，因此 hw 的调整余地不大。参数

rw对整个渗流场的影响也很有限。因此，可确定 4 个

参数的调整优先级依次为 n>r>hw>rw。至此，归纳全

文，可以给出截排减压抗浮系统的设计流程，见图 9。 

 

图 9 截排减压抗浮设计流程 

Fig. 9 Anti-uplifting design process 

6  结    论 
（1）对于圆形止水帷幕内均匀布置的多井系统，

采用共形映射方法，可以方便求得止水帷幕内侧的水

头分布。经计算，当采用渗透系数较大（约大于等于

1×10-3 cm/s）的人工疏水层时，用较少的井数即可达

到良好的降压效果，约为每万平方米 3～4 口。 
（2）采用阻力系数法，将止水帷幕内外侧渗流场

串联起来，是求解多井系统总流量的关键。经算例验

证，本文简化计算结果与有限元结果相比差值较小，

且当井数较多时 M1，M2 点的水头趋近相同，与基本

假定相符。 
（3）板底土层厚度和渗透性较均匀时，采用本文

简化算法，仅需提供不多的几何参数，即可求得较精

确的流量和水头结果，对采用人工疏水层的场地尤为

适用。 
（4）在进行截排减压抗浮设计时，控制板底水头

值和井周水力坡降是关键，为兼顾安全性和经济性，

需要对参数 n，r，hw，rw进行反复调整以达到最佳效

果。 
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相变材料改良膨胀土冻融性能试验研究及微观机理分析 
黄英豪，陈  永，朱  洵，吴志强，朱  锐，王  硕，吴  敏 

(南京水利科学研究院岩土工程研究所，江苏 南京 210024) 

摘  要：季冻区膨胀土经历的复杂冻融过程会造成土体冻融性能的劣化。相变材料在相变过程中能够以潜热的形式储

存和释放大量能量，可用于改良土体的冻融性能。以北疆高寒地区渠基膨胀土为研究对象，室内模拟渠道沿线实际气

候条件的冻融循环试验，选用石蜡基液体相变材料(pPCM)和石蜡基微胶囊相变材料(mPCM)，对经历冻融循环后不同相

变材料掺入量的改良膨胀土进行体积变形试验、无侧限抗压强度试验、DSC 热循环试验和 SEM 电镜扫描试验，结果表

明：pPCM 在一定程度提高了土体破坏时的韧性；在改善渠基土内部温度场，提升土体的热稳定性方面性能要略优于

mPCM。mPCM 可以降低土体的胀缩变形；有效抑制了土体强度的衰减，以 8%的掺量最为显著；mPCM 减小了冻融对

土体微观孔隙损伤的影响，宏观上减弱了冻融循环对土体强度的衰减作用。试验研究表明，mPCM 改良膨胀土在抵抗

反复冻融循环问题上具有明显的优势，可为实际工程设计提供参考。 
关键词：冻融循环；膨胀土；相变材料；体积变形；无侧限抗压强度；差示扫描量热法；电镜扫描 
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Experimental study and micro-mechanism analysis of freeze-thaw      
performance of expansive soils improved by phase-change materials 

HUANG Ying-hao, CHEN Yong, ZHU Xun, WU Zhi-qiang, ZHU Rui, WANG Shuo, WU Min  
(Geotechnical Engineering Department, Nanjing Hydraulic Research Institute, Nanjing 210024, China) 

Abstract: The complex freeze-thaw process experienced by expansive soils in seasonally frozen regions will cause the 

deterioration of freeze-thaw performance of soils. The phase-change materials can store and release a large amount of energy in 

the form of latent heat during the phase change process, and can be used to improve the freeze thaw performance of soils. For 

the case study of expansive soils in the canal base in high and cold regions of northern Xinjiang, the freeze-thaw cycle tests 

under the actual climatic conditions along the canal are conducted. The paraffin-based liquid phase-change material (pPCM) 

and the paraffin-based microcapsule phase-change material (mPCM) are selected. After undergoing freeze-thaw cycles, the 

modified expansive soils with different blending amounts of phase-change materials are subjected to the volume deformation 

tests, unconfined compressive strength tests, DSC thermal cycle tests and SEM tests. The results show that the pPCM can 

improve the toughness of soils under failure to some extent, and it is slightly better than mPCM in improving the internal 

temperature field of the foundation soils in the canal and improving the thermal stability of the soils. The mPCM can reduce the 

expansion and contraction deformation of the soils. It effectively inhibits the attenuation of the strength of the soils, and the 

mixing amount of 8% is the most significant. The mPCM reduces the impact of freeze and thaw on microscopic pore damage of 

the soils, and macroscopically weakens the attenuation effect of freeze and thaw cycles on soil strength. The tests show that the 

mPCM-modified expansive soils have obvious advantages in resisting repeated freeze-thaw cycles, which can provide a 

reference for the design of actual projects. 

Key words: freeze-thaw cycle; expansive soil; phase-change material; volume deformation; unconfined compressive strength; 

differential scanning calorimetry; scanning electron microscope

0  引    言 
在中国西北高寒地区，受极端恶劣气候的影响，

冻胀和融沉是引起土体劣化的根本原因[1]。多项研究
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表明[2-4]，经过冻融循环后，土体颗粒之间的结构联接

以及排列方式发生了改变，对土体原有的物理力学性

质也会产生影响。因此，在季节性冻土区开展路基、

输水等工程时，冻融循环作用应首先受到关注。 
膨胀土是一种具有裂隙性、强衰减性、强胀缩性

的高塑性黏土[5-6]。大量工程实践表明，膨胀土不宜直

接用于渠道工程的建设，需对其进行处理。目前，为

了克服冻融循环作用对膨胀土的劣化影响，实际工程

中主要采用强夯压实[7]、添加土工格栅[8]和添加纤维[9]

等；或者是在膨胀土中掺入石灰[10]、粉煤灰[11]和水泥[12]

等化学试剂作为固化剂。综上所述，目前对膨胀土的

处理方法大多为被动式处理，仍存在一定的局限性，

因此需要探索更加先进、有效的主动式处理技术。相

变材料（Phase change materials，简称 PCM）作为一

种新型控温材料，通过固相和液相之间的转化，可以

产生大量的潜热，能够调控土体内部温度场，降低其

胀缩特性，进而提高其稳定性，因具有胀缩性小、环

保、无毒、成本低、性能稳定及相变点可控等优势逐渐

受到青睐。目前相变材料已广泛应用于太阳能利用[13]、

建筑隔热保温[14]、电池热管理[15]等储能控温领域，在

改善混凝土[16]、沥青路面[17]等的低温抗裂及耐久性方

面取得了较多成果。根据上述相变材料在节约能源和

改善工程结构内部温度场的作用，说明相变材料在控

制温度正负变化方面具有一定的可行性，理论上可以

改良寒区膨胀土的冻融性能。目前使用相变材料对土

体直接进行处理的研究还相对较少，仅 Mahedi 等[18]

在此方向初有研究，因此开展寒区膨胀土相变控温处

理试验研究，可为寒区膨胀土处治技术提供新的依据。 
选取北疆某大Ⅱ型输水渠道沿线膨胀土为研究对

象，膨胀土段工程占渠道总长的 32%，渠道沿线的年

平均地温 3.4℃，冬季极端低温达-40.3℃，夏季平均

气温约为 20℃。这些因素共同作用[19-20]形成了明显的

冻融循环过程，造成渠基膨胀土变形破坏，对渠道的

稳定性影响严重。通过对 3 种不同掺入量石蜡基液体

相变材料(pPCM)、石蜡基微胶囊相变材料(mPCM)改
良的膨胀土进行体积变形试验、无侧限抗压强度试验、

DSC 热循环和 SEM 电镜扫描试验，研究了冻融循环

作用下改良膨胀土的体积、力学性质和热稳定性的变

化规律，并从微观角度对 PCM 改良膨胀土冻融性能

加以分析，以期明确相变材料对土体冻融性能演化规

律的影响。 

1  试验材料与试样制备 
1.1  试验材料 

（1）膨胀土 

本次试验所用土料取自北疆供水总干渠渠道工

程现场，取样深度在 1.5 m 附近，呈黄色。通过一系

列室内试验得到土料为高液限黏土，其基本物理性质

如表 1 所示，粒径累积分布曲线见图 1。其中，土料

的不均匀系数为 16，曲率系数为 1.56，说明土的级配

良好。同时，土料的自由膨胀率为 86%，具有中膨胀

性。 

 

图 1 土料的粒径分布曲线 

Fig. 1 Grain-size distribution curve of soils 

表 1 膨胀土的基本物理性质 

Table 1 Basic physical properties of expansive soils 

Gs  ρdmax/(g·cm-3) wop/% wL/% wP/% IP 

2.70 1.71 18.4 52.6 18.4 34.2 

（2）相变材料 
试验所选用的 PCM 为上海某公司生产的商用石

蜡基 PCM（包括 pPCM、mPCM 两种不同形式）见图

2。PCM 外观无色、无味，相变温度为 4.5℃～5.5℃。

在室温下 pPCM 为液态，热焓值为 258 J/g。mPCM 是

由内核材料和外壳材料两部分组成，其中芯材为

pPCM，壳材为密胺树脂，芯壁质量比约为 9∶1，热

焓值为 198.1 J/g，mPCM 的物理外观为白色至略偏白

色的粉末，粒径为 8～12 µm。mPCM 在高温下非常稳

定，当加热到 200℃时，泄漏率小于 1%，相变过程中

的膨胀和收缩也可以忽略不计，在极高、低温下性能

稳定。 

 

图 2 相变材料 

Fig. 2 Phase-change materials 
1.2  试样制备 

首先根据试验目标的掺入比（按干土重量的 5%，

8%和 10%）分别向风干土中添加 mPCM 和 pPCM 并



1996                         岩  土  工  程  学  报                                    2021 年 

混合均匀，然后根据试样预设的含水率用喷雾器向土

中均匀地喷洒一定量的蒸馏水，搅拌均匀后装入密封

袋闷料一昼夜，使水分分布均匀。按照土工试验规范，

采用分层击实法分 3 层制样，控制所有试样的压实度

均为 95%，含水率均为 18.4%，试样高度为 80 mm，

直径为 39.1 mm。将制备好的试样用保鲜膜包裹分组

编号后，放入略大于试样的密封袋中待用，确保试样

不与外界接触，避免水分散失。 

2  试验方案 
2.1  冻融循环试验 

渠道现场经历的冻融循环过程本身较为复杂，室

内试验中难以完全模拟，参考文献[21]中的做法，首

先对现场实际边界条件进行概化，然后根据相似理论

确定环境温度的持续时间。图 3 为北疆渠道总干渠段

沿线某气象站观测到的 2013 年—2014 年地表温度分

布，由渠道温度变化最终确定室内模拟现场环境温度

控制过程如表 2 所示。多项实验结果[22-23]表明，经历

大约 7 次冻融循环后，膨胀土的物理力学性质逐渐趋

于稳定，因此将试样的最终冻融循环次数设计为 7 次。

冻融循环试验采用可程式高低温试验装置进行室内模

拟试验。 

 

图 3 渠道沿线地表全年气温分布曲线（2013 年—2014 年） 

Fig. 3 Distribution curves of annual temperature of surface along 

 the channel (2013-2014) 

表 2 环境温度简化控制过程 

Table 2 Simplified control process of ambient temperature 
阶段 温度/℃ 持续时间/h 

冻结阶段 
阶段 1 0～-20 3 
阶段 2 -20～-20 2 
阶段 3 -20～0 3 

融化阶段 
阶段 1 0～22 6 
阶段 2 22～22 4 
阶段 3 22～0 6 

2.2  体积变形试验 

考虑到冻融循环过程中试样的体积变形具有不均

匀性、微小性[24]，每组设置 5 个平行试样。参考文献

[25]中的方法对每个试样分别沿高度的 1/5 处进行 5
次直径测量，沿上下两端面的垂直方向进行 3 次高度

测量，然后各取平均值根据公式计算出试样的体积。

每次试样尺寸测量结束后，用电子天平对其进行称重，

对冻融循环过程中试样的质量变化情况进行监控，避

免水分的散失和外界补给带来的试验误差。 
2.3  无侧限抗压强度试验 

采用南京土壤仪器厂有限公司生产的无侧限抗压

仪进行无侧限抗压强度试验，以此获取不同含水率下

膨胀土试样经历多次冻融循环后的力学指标。分别对

经过 0（初始状态），1，3，7 次冻融循环作用后的试

样（每组设 3 个平行试样）进行无侧限抗压强度试验，

轴应变达到 20%时停止剪切试验，剪切速率为 1 
mm/min。 
2.4  DSC 差示扫描量热法 

采用差示扫描量热法(DSC)测试不同相变材料改

良土的相变温度和潜热，试验仪器为冻土工程国家重

点实验室的 QL-2000 差示扫描热量仪。冷却和加热速

率设置为 5℃/min，所测样品重量为 10±2 mg，采用精

度为 10-4ｇ的高精度天平进行试样称取。测试开始时，

从室温降至-20℃保持 2 min，将温度升高至 20℃，样

品在 20℃保持 2 min，然后再冷却到-20℃。 
2.5  SEM 电镜扫描试验 

微观试验采用冻土工程国家重点实验室的

Quanta450 电镜扫描仪。对经历不同冻融循环次数的

试样中切取体积大小为 8 mm×8 mm×15 mm 的土

样，采用液氮真空冷却干燥法，最大限度地保证土体

的原始孔隙与结构，然后将其喷好金属镀膜连同基座

一并放入扫描电镜样品区，通过调节试样位置，在观

察区附近聚焦，选取具有代表性的点进行拍照。分别

对不同冻融次数后 PCM 掺量为 0，5%，8%，10%的

改良土进行电镜扫描，扫描倍数设为 100，1000，5000。 

3  试验结果与分析 
3.1  试样质量监控 

石蜡是一种固－液相变材料，当石蜡在土体中掺

量过高时，土体中的毛细孔隙无法容纳过量的石蜡，

导致其易从表面渗出。图 4 为试样的质量损失随冻融

循环的变化曲线。素膨胀土试样在 7 次冻融循环后质

量损失为 0.51%，除极少数土粒外，都为水分损失，

这说明此试验方法密封性较为良好。其中试样在冻结

时，水分损失较大，这主要是因为试样在冻结过程中，

内部水分向外迁移，表面附着许多冰晶，有部分冰晶

粘到保鲜膜上，与试样分离，融化时保鲜膜上的水分
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大部分又被试样吸回。由图 4（a）可以看出，pPCM
试样的质量损失较大，7 次冻融循环后，5%，8%，10%
掺量的试样质量损失分别可达 1.14%，2.32%，3.15%。

这是因为 pPCM 不溶于水且不浸入土，在融化过程中

pPCM 由固态相变为液态，受重力差的影响，部分

pPCM 由试样上部向下部迁移的同时并由四周析出，

而试样融化时保鲜膜上的 pPCM 只有少量被吸回。

mPCM 试样的水分损失与素膨胀土试样情况相似，这

说明 mPCM 性能稳定，具有良好的实际工程应用基

础。 

 

图 4 冻融循环过程中试样质量损失情况 

Fig. 4 Quality losses of samples during freeze-thaw cycles 
3.2  体积变形特征 

图 5 为 PCM 不同掺量试样体积在经历冻融循环

作用的变化情况，其中横坐标中的“F”表示试样冻

结完成，“T”表示试样融化完成。由图 5 可知，在

整个冻融循环过程中素膨胀土试样的体积整体变化为

“冻胀融缩”。当掺入 PCM 后，在整个冻融循环试

验过程中，5%的mPCM掺量可使体积变化减少约 9%，

8%的 mPCM 掺量可使体积变化减少约 34%，随着掺

量增大到 10%，体积变化减少程度增加至约 39%；对

pPCM 而言，5%pPCM 使体积变化减少约 7%，当掺

入量增大时，初次冻融循环过程中 8%，10%pPCM 会

使体积变化分别减少约 21%，28%，然而随着冻融循

环次数的增加，由于 pPCM 泄露的原因，多次冻融循

环作用后仅有微小改良体积变化的作用，这也与

Mahedi 等[18]在研究 pPCM 改善黄土冻融性能的情况

相似。 
在负温条件下，水相变为冰，体积会增大 9%左

右，而膨胀土土颗粒在此过程中会因冻结作用失水发

生收缩，融化作用则为逆过程。由于冻结时水的体积

增加量大于土颗粒的收缩量，融化时则恰好与此相反，

因此试样在冻融循环过程中宏观表现为“冻胀融

缩”。将 PCM 运用于膨胀土试样中，在相变过程中

以潜热形式储存或释放热量，能够调控膨胀土试样内

部温度场，降低其胀缩特性，进而提高土体稳定性。

整个冻融循环试验过程中在减小体积变化方面

mPCM 要比 pPCM 性能优越，这是因为 PCM 属于有

机烃类，虽然热焓值 pPCM 高于 mPCM，但 pPCM 不

溶于水且不浸入土，在融化过程中 pPCM 由固态相变

为液态，受重力差的影响，部分 pPCM 由试样上部向

下部迁移的同时并由四周析出，发生泄露；而 mPCM
属于固体小颗粒，在冻融循环过程中化学性能稳定，

能够随温度的正负变化发生相变进行产热、储热，从

而降低试样的体积变化率。 

 

图 5 冻融循环过程中试样体积变化情况 

Fig. 5 Change of sample volume during freeze-thaw cycles 
3.3  力学特性探究 

（1）应力–应变关系 
图 6 为 PCM 改良膨胀土的应力–应变曲线（由

于不同掺量之间应力–应变曲线形态类似，限于篇幅，

仅列出 0，8%PCM 掺量的应力–应变关系曲线），其

中 FT 代表冻融循环次数，本次试验中改良膨胀土的

应力–应变曲线均表现出应变软化型。由图 6（a）可

以发现，冻融循环作用对膨胀土试样的应力–应变曲

线有着显著影响，其中以第 1 次循环最为突出。初始

状态下，膨胀土试样的塑性变形历时较长，当经历冻

融循环作用后，塑性变形历时明显减小，随着冻融循

环次数的增加，膨胀土的物理力学性质逐渐趋于稳定。

由图 6（b），（c）可以发现，pPCM 改性膨胀土试样

的应力–应变曲线峰值后的轴向应力–应变曲线平缓

下降，明显不同于 mPCM 骤然垂直下降的趋势，这表

明 pPCM 在一定程度上能提高土体的韧性。究其原因

主要是因为 pPCM 不浸入土，土颗粒之间的孔隙由空

气变为 pPCM，而 pPCM 性能近似胶凝材料，且在空

气和水中都能硬化，因此延缓了土体的应力软化。由

于 mPCM 外壳属于脆性材料，且 mPCM 的耐压强度

很小，因此加剧了土体的脆性属性。 
（2）无侧限抗压强度 
对于一般应变软化型土，取其应力–应变曲线峰

值对应的应力为无侧限抗压强度。图 7 为冻融循环对

不同掺量 PCM 试样的强度影响曲线，其中参数 F（强

度衰减系数）为每次冻融循环试样无侧限抗压强度与
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初始状态试样的无侧限抗压强度之比。可以发现，初

始状态下（0 次循环），随着 pPCM 含量的升高，土体

的无侧限抗压强度先增大后减小，这是由于 pPCM 含

量较低时 pPCM“胶结”了土颗粒，组成了一种强度

较高的混合物质，随着含量增加至 10%，pPCM 可能

会出现分布比较集中的情况，在试样内部逐渐形成了

一个液体薄弱面，从而降低了土体强度。而随着

mPCM 含量的升高，土体无侧限抗压强度逐渐减小，

这是因为 mPCM 的耐压强度远小于膨胀土[26]，掺量

越高试样的无侧限抗压强度越低。 

 

图 6 应力–应变关系曲线 

Fig. 6 Stress-strain curves 

从图 7 中可以看出，第 1 次冻融循环对素膨胀土

土体强度的衰减作用最大，随着冻融循环次数的增加，

试样强度衰减逐渐减缓，3 次后趋于稳定。两种 PCM
在改善土体强度衰减方面存在较大差异，具体表现为：

由图 7（b）可知，5%，10%pPCM 试样的强度衰减系

数均低于素膨胀土试样，仅 8%掺量下观察到对土体

强度衰减略有改善；而 mPCM 对土体强度衰减具有积

极作用，尤其以 8%掺量最为明显。随着冻融循环次

数的增加（图 7（c），（d）），pPCM 无法改善强度衰

减变得更加明显，而 mPCM 除掺量 10%外仍然可以表

现出积极作用，这说明较低含量的 mPCM 可以抑制冻

融循环作用对土体的强度的衰减。上述现象的出现主

要是因为 mPCM 是一种性能稳定的高分子材料[26]，可

以在冻融循环过程中以潜热形式储存或释放热量来抵

抗外界温度变化对土体的损伤；而 pPCM 在正、负温

周期性变化时很不稳定，由于泄露的原因未能展现出

良好的效果。 

 

图 7 冻融循环作用对试样强度的影响 

Fig. 7 Influences of freeze-thaw cycles on strength of samples 
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3.4  土体微观机理分析 

（1）热特性 
为了探究素膨胀土试样中除水分外其他物质随温

度变化是否会发生热量变化，将干燥状态下膨胀土试

样进行试验，发现完全干燥的土颗粒在 DSC 试验过程

中不发生能量的转换，因此可认为仅有水发生相变。

膨胀土及相变材料改性膨胀土的DSC曲线如图8所示

（冻结放出的潜热能量较大，导致试样温度又升高，

所以 DSC 曲线会出现回折现象），向上峰表示吸热曲

线峰，而向下峰表示放热峰，曲线峰面积表示相变潜

热（限于篇幅，仅列出掺比 10%的试样）。从图 8 中

可以看出，pPCM 与 mPCM 的掺入使得膨胀土的相变

潜热分别下降了约 13.40%，10.93%，这说明 pPCM 与

mPCM 分别在 5.21℃～2.76℃，4.61℃～1.63℃相变释

放的热量“储存”在土颗粒间，可能使得有一部分的

水未相变为冰。在 DSC 图谱中发现 mPCM 试样的相

变潜热要比 pPCM 试样少 5.84 J/g，这是因为相同质

量情况下，mPCM 还有高分子外壳组成。掺入 pPCM
与 mPCM 后，“原始峰”相变温度起始点由-7.61℃
分别变为-5.97℃，-6.30℃，这说明 PCM 掺入的土体

在冻结和融化过程中均有升温，同时可以发现，相变

峰的宽度也分别略有增加，过冷现象也有不同程度的

减缓，这表明在试验温度区间内，PCM 的掺入延迟了

冰透镜的形成，这对于改善渠基土内部温度场，提升

土体热稳定性来说是有益的。 

 

图 8 DSC 特征曲线 

Fig. 8 DSC characteristic curves 

（2）微观结构分析 
选取性能较为稳定的 mPCM 进行微观试验，图 9

为 100 倍电镜扫描后的图像。可以看出，初始状态下

（0 次循环）土颗粒之间胶结联结形成整体，土样表

现为整体性较好，试样经历 1 次冻融循环后试样孔隙

开始发育，7 次冻融循环后的孔隙明显大于 1 次冻融

循环后的孔隙，且 7 次冻融循环后土体内部形成了明

显的贯通裂隙。mPCM 的掺入使得初始状态下裂隙比

素土试样略有增加，而 7 次冻融后的孔隙增加量较素

土明显减少，宏观表现为土体力学强度先减小而后随

着冻融循环次数的增加逐渐大于素膨胀土，这与前文

力学分析得到的结论一致。对 mPCM 改良土样局部放

大 1000，5000 倍后得到图 10，可以看出低含量的

mPCM 主要分布在土体孔隙内，随着含量的增加

mPCM 开始聚集成团状，这是使得初始状态下土体力

学强度略有下降的重要原因之一。 

 

图 9 100 倍下素膨胀土和 8%mPCM 改良土的 SEM 照片 

Fig. 9 SEM photos of 100 times plain expansive soils and 8%  

mPCM-modified soils 
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图 10 10%mPCM 改良土微观形态图 

Fig. 10 Microscopic morphology photos of 10% mPCM-improved soils 

 
图 11 土体微观参数分析过程 

Fig. 11 Analysis process of microscopic parameters of soils

通过图像处理软件 Image-Pro Plus (IPP)对电镜扫

描后的图像进行定量分析（图 11），可以提取土体孔

隙相关参数，例如颗粒的形态、孔隙大小、面积等。

参考文献[27]选择合适的阈值对 100 倍下的图像进行

二值化处理，并降噪分割孔隙，得到了试样不同冻融

次数后的面孔隙度（土体某平面上孔隙所占的比例），

如图 12 所示。随着冻融循环次数的增加，土样内部孔

隙率明显增大，至 7 次循环结束后，素膨胀土样孔隙

度增加了 15.40%，宏观上表现为冻融循环作用对土体

力学性质的劣化影响。掺入 mPCM 后，随冻融循环次

数的增加，土样内部孔隙率增加速率逐渐减缓，且掺

量越高增加程度越不明显，至 7 次循环结束后，土样

孔隙度增幅分别减少了 24.61%，39.61%，60.79%，宏

观表现为 mPCM 改良了冻融循环作用对土体力学强

度的衰减作用，这也与前文分析得到的数据结果一致。 
（3）PCM 改良机理分析 

通过上述试验结果及分析，概化出冻融环境下

PCM（以 mPCM 为例）改良膨胀土结构损伤的演化

过程。如图 13 所示当土体发生冻结时，PCM 相变释

放和储存的热量与外界温度变化相抵抗，延迟了冰透

镜的形成，减少了土颗粒间自由水的迁移和冻结，减 

 
图 12 试样面孔隙度随冻融循环次数的变化 

Fig. 12 Variation of porosity of sample surface with number of  

freeze-thaw cycles 

 

图 13 冻融循环下 mPCM 改良土微观结构演化示意图 

Fig. 13 Schematic diagram of microstructural evolution of mPCM-modified soils under freeze-thaw cycles
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弱了固态水的冻胀力，因此土粒中的黏土矿物失水减

少，土粒的干缩量减小，土粒间的孔隙变小；而当土

体发生融化时，由于冻结时土粒失水较少，因此土粒

中的黏土矿物吸水也减少，土粒的膨胀率也相应减小，

土粒间的孔隙变化进一步减弱。因此，PCM 伴随着环

境温度正负波动，以潜热形式储存或释放热量，能够

调控膨胀土试样内部温度场，减少土粒的胀缩和孔隙

水的反复冻融，很大程度上减缓了土体微观结构的疲

劳损伤（孔隙粗化、结构疏松等）。 

4  结    论 
本文针对相变材料改良北疆渠基膨胀土冻融性能

进行了一系列室内试验研究，得到 5 点结论。 
（1）在冻融循环过程中，mPCM 明显地降低土

体的体积变化，但随着掺量的增加，改良效果逐渐减

缓；而 pPCM 对减弱土体胀缩变形作用不明显。 
（2）初始状态下，土体的无侧限抗压强度随

pPCM 掺量的增加先增大后减小；而随 mPCM 掺量的

增加逐渐减小。随后的冻融循环过程中，mPCM 的掺

入减小了土体的强度衰减，以 8%的掺量最为显著，

而 pPCM 未展现出良好的改良效果。pPCM 在一定程

度上能提高土体的韧性，而 mPCM 加剧了土体的脆

性。 
（3）PCM 相变释放和储存的热量与外界温度相

抵抗，延迟了冰透镜的形成，降低了土体的相变潜热，

使得土体冻结时间有所增加，过冷现象不再明显，热

稳定性有所提升。 
（4）微观结构表明，冻融循环作用使土体内部微

观孔隙增大，导致宏观上无侧限抗压强度的衰减。而

mPCM 使得土样内部孔隙率增加速率有所减缓，减小

了冻融对土体孔隙损伤的影响，宏观上改良了冻融循

环作用对土体力学强度的衰减作用。 
（5）mPCM 可以显著降低膨胀土的胀缩变形，

抑制土体强度的衰减，提高土体的热稳定性。直接掺

入 pPCM 可能难以提高土体的冻融性能，因此需要探

寻高效利用的掺入方法。此外，在实际工程中，建议

根据区域气候条件和目标温度，选择熔点和潜焓合适

的 PCM。 
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冻土–结构相互作用体系振动台试验及数值分析 
邢  爽，吴  桐，李曰兵，潘鑫洲 

(东北电力大学建筑工程学院，吉林 吉林 132000) 

摘  要：基于冻土–结构动力相互作用体系的振动台试验，利用自行研制的室内冻土冻结系统，再现了地震激励下，

冻土场地中上部结构和地基的震害现象以及砂质粉土的液化现象。研究地震作用下，不同冻结深度的冻土场地的地震

响应及其对上部结构的地震响应的影响规律。另外，利用非线性有限元软件建立了考虑冻土对温度的依存性及地基液

化引起的等效剪切刚度变化的非线性计算模型，为后续的计算分析奠定了基础。分析表明，地表的地震响应由于土体

非线化进展，随着输入地震波倍率的增大而变小，峰值频率变小。上部结构和地基的相互作用明显，地表面的增幅随

着冻结深度的增加而降低，上部结构的地震响应和峰值频率变大。此可为季冻区冻土–结构动力相互作用研究提供参考。 
关键词：振动台试验；桩基础；冻土；液化；地震响应 

中图分类号：TU445       文献标识码：A       文章编号：1000–4548(2021)11–2003–10 
作者简介：邢  爽(1982— )，女，副教授，硕士生导师，主要从事岩土动力学和冻土冻胀防治研究等方面的教学和科

研工作。E-mail：xingshuang2016@163.com。 

Shaking table tests and numerical analysis of frozen soil-structure interaction system 

XING Shuang, WU Tong, LI Yue-bing, PAN Xin-zhou 
(School of Civil Engineering, Northeast Electric Power University, Jilin 132000, China) 

Abstract: Based on the shaking table tests on frozen soil-structure dynamic interaction system, the earthquake damage 

phenomenon of the superstructure and foundation of frozen soil site and the liquefaction phenomenon of sandy silt under 

earthquake excitation are reproduced by using the self-made indoor frozen soil freezing system, the seismic response of frozen 

soil sites with different freezing depths and its influence on the seismic response of superstructure are in vestigated. In addition, 

a nonlinear model considering the dependence of frozen soil on temperature and the change of equivalent shear stiffness caused 

by liquefaction of foundation is established by using the nonlinear finite element software, which lays a foundation for the 

subsequent calculation and analysis. The analysis shows that the seismic response and the peak frequency of the surface 

decrease with the increase of the input seismic waves due to the non-linear progress of the soil. The interaction between the 

superstructure and the foundation is obvious, the amplitude of ground surface decreases with the increase of the freezing depth, 

and the seismic response and the peak frequency of superstructure increase. The above results can provide reference for the 

study on frozen soil-structure dynamic interaction in seasonal frozen areas. 

Key words: shaking table test; pile foundation; frozen soil; liquefaction; seismic response

0  引    言 
中国冻土分布广泛，多年冻土和季节性冻土分别

占国土面积的 21.5%和 53.5%[1-2]，并且其中大部分冻

土地区位于地震活动区。冻土地区的地表层被一层冬

冻夏融的冻结-融化层覆盖，冻土层的存在使均质场

地变为双层地基或多层地基，改变了地基土的动力特

性和卓越周期，对地震引起的地面运动将产生影响，

从而直接影响上部建筑物的抗震性能的稳定与安全[3]。

1986 年中国发生了德都地震震群。2 月 9 日，黑龙江

德都县发生 5.0 级地震。同年 3 月 1 日发生 5.4 级地

震。两次地震德都地区均处于冬季封冻季节，场地冻

土深 3 m。地震使震中心樟河镇的 7 栋 3 层房屋（其

中 2 栋是 4 层）受到严重损害。然而，这个地区使用

期限超过 15 年的大多数泥木房屋，即木屋架，木

柱，草瓦房屋的柔性结构损害很轻。同年夏季，8 月

16 日发生震级 5.0 级地震。此时，德都地区冻土层全

部融化，地震造成的震害与冬季造成的震害后果相

反。对刚性的多层建筑物没有带来新的破坏。相反，

对冬季破坏很轻的单层泥木结构房屋破坏严重。本次

─────── 
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表 1 振动台相关参数 

Table 1 Parameters of shaking table 

振动台尺寸 最大加速度/(m·s-2) 
最大位移/mm 频率范围/Hz 最大荷载/kg 

无荷载时 有荷载时 
1200 mm×600 mm 24.5 0.8 100 0.5～200 300 

震害现象充分表明研究冻土场地建筑结构的地震响应

有着非常重要的意义。 
冻土作为一种特殊的土体，具有常规土典型的非

线性，温度、围压的变化也会导致冻土的动力学性能

的变化[4-8]。冻土的动力学特性是寒区工程建设抗震设

计的重要依据之一。已有的研究表明冻土的动力特性

与常规土有着明显的差别。目前对于冻土的研究主要

集中在冻土的动强度和动力学特性以及冻土的本构关

系上，对于冻土场地的地震反应及其对上部结构的地

震反应的影响规律还不明确，相应的的研究成果[9-13]

还不多。刘鸿绪等人通过实地观测与室内分析计算，

研究了季节冻土层对房屋地震破坏的影响，表明刚性

结构冬期震害比夏季严重，建议应考虑冻土层对各类

结构地震反应的影响[14]。Yang 等通过振动台试验，

采用水泥砂浆层模拟冻土，研究了冻土-液化土-单桩

三者之间的相互作用，分析了由于存在冻土层这一因

素对于地基液化和桩基承载性能的影响[15]。 
已有的研究中，虽利用振动台试验针对土结相互

作用体系的动力响应进行了研究[16-18]，但缺乏考虑冻

土场地上部建筑结构的地震响应研究。而冻土独特的

物理力学性质以及动力荷载的特殊性使得在寒区工程

建设时必须综合考虑冻土和地震荷载问题。但是，现

行的《抗震设计规范对场地的分类和抗震设计按照常

规土进行，没有考虑冻土层对地震动响应和反应谱的

影响。近年来，随着国家一系列关于寒区经济政策的

实施，在冻土地区进行水利工程、工业与民用建筑及

交通运输工程的建设，就必须对冻土及其与工程建筑

物相互作用的一系列工程冻土学理论和实践问题做出

解答，以确保冻土地基上工程建筑物的稳定性、耐久

性及经济合理性，因此，研究冻土场地及其上部结构

的地震动响应规律具有重要的科学意义和工程应用价

值。 
本文基于振动台试验，利用自行研制的人工土体

冻结系统，再现了地震作用下，冻土场地中地基和上

部结构的震害现象以及砂质粉土地基的液化现象，研

究地震作用下，不同冻结深度的冻土场地的地震响应

及其对上部结构地震响应的影响规律。并利用非线性

有限元程序，建立一套通用的可用于冻土–结构相互

作用研究的模拟分析方法，有利于促进冻土与结构相

互作用体系的地震响应研究的发展，从而对现行规范

中冻土场地抗震设计提出初步建议。 

1  振动台模型试验 
1.1  振动台系统介绍 

本试验所采用的振动台可水平双向加载，驱动台

面尺寸为 1.2 m0.6 m，其中加振方向是 1.2 m 长度方

向。振动台具体参数见表 1。 
1.2  土体边界条件模拟 

在实际的环境下，地基在理论上是无边界的，而

在振动台试验过程中，由于受试验环境的影响，只能

用有限尺寸土槽装模型土来模拟地基。这样，地基边

界上的波动反射以及土-结构相互作用体系振动形态

的变化将会给试验结果带来一定的误差，即所谓“边

界效应”。为消除边界效应的影响，本试验采用自制

的柔式叠层剪切土箱，剪切土箱内尺寸为宽 600 mm、

深 400 mm、高 480 mm。该模型箱由矩形平面钢框架

由下而上叠合制成，层间放置轴承使各层之间可以相

对自由滑动，使土体模型的剪切变形不受约束，以模

拟土体在动荷载作用下的剪切变形。由于本试验采用

的是饱和地基，为防止试验时漏水，试验土箱内壁贴

厚度为 2 mm 预制的橡胶模，组装完成的层状剪切模

型土箱如图 1 所示，图 2 为层状剪切土箱激振变形示

意图。 

 

图 1 振动台模型体系 

Fig. 1 Shaking table model system 

图 2 层状剪切土箱激振变形示意图 

Fig. 2 Schematic diagram of seismic deformation of layered shear  

soil box 
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1.3  模型的相似设计 

振动台模型试验结果的可靠性取决于试验模型能

否真实地再现原型结构体系的实际工作状态。在现有

的冻土–结构动力相互作用的振动台试验中，由于冻

土的复杂性和特殊性，一般只将上部结构和基础按一

定的比例进行缩小，而忽略了土体的相似模拟，为了

使模型试验结果可以真实地反映实际结构的性状，本

试验使用重力场的相似法则。已知模型的几何尺寸、

质量密度和弹性模量等参数，假定原型与模型均符合

线弹性应力应变关系，可得到材料力学特性及结构动

力特性的相似关系。为了反映动力作用效应，应用动

力作用线性累积损伤原理，并考虑结构的振动与地基

土层的动力特性，遵循 Bockingham π 定理分析建立了

模型的几何尺寸、弹性模量、密度、时间和加速度等

物理量相似关系，具体相似比见表 2。 
表 2 振动台模型试验相似比例 

Table 2 Scaling factors for shaking table tests 

类型 参数 相似关系 相似比 
结构 地基土 

几何特征 
长度   25 25 
位移   25 25 

材料特征 

弹性模量 E  3 1 

密度   1 1 

应变   1 1 

应力   3 1 

动力特征 时间 (  )0.5 5 5 
加速度 1 1 1 

1.4  上部结构和地基模型的设计与制备 

图 3 为振动台模型试验概要图，上部结构模拟 2
层框架结构，柱、梁、基础梁使用与桩相同的丙烯圆

棒，柱、梁直径 12 mm，基础梁直径 18 mm。各接合

部用螺栓刚性接合，各层上以3 kg的铁板为质量负重。

基础质量为 4.52 kg，建筑物模型质量为 12.28 kg，基

础固定时上部结构的固有振动频率为 25.3 Hz。桩基建

筑物模型的上部构造由 4 根丙烯制成的圆形桩支撑，

桩径为 15 mm，桩长为 497 mm。桩头及桩端作为固

定条件。另外，桩头通过使用黏接剂与上部结构固定。

饱和地基模型土采用砂质粉土，密度为 2.65 g/cm3，

粒径为 0.635～0.976 mm，平均粒径 D50 约为 0.205 
mm。颗粒为次棱角状，颗粒长径比分布为 1.16～2.27，
颗粒圆度分布为 1.09～1.84。采用人工落雨法制作地

基模型，将试样分为 10 层，每层试料的落下高度控制

为定值。通过不同的落下高度可以获取不同相对密度

的试样。本研究中制作的地基模型的相对密度为 60%。

结构与土体的参数见表 3，4。 
1.5  冻土模型的制备 

关于冻土地基的制作，使用了如图 4 所示的冻结

系统。冻土模型利用循环制冷机和冷冻板制作。首先

制备与土槽（柔式叠层剪切箱）相同尺寸的冷冻板，

将其平放在未冻结土的上面，然后利用冷冻机将制冷

剂冷却到理想温度（-20℃），并使其在冷冻板里均匀

循环，使其形成温度均匀恒定的冷场源，模拟天然冻

土的形成过程。在冻结循环之前，在冻土中设置温度

传感器和冻结深度计用以观察测量冻土深度，分阶段

进行不同冻结深度的冻土-结构的振动台试验。 

 

图 3 振动台模型试验概要图 

Fig. 3 Overview of shaking table test model 

表 3 结构参数 

Table 3 Parameters of buildings 

结构种类 
密度 

/(g·cm-3) 
杨氏模量 
/(N·mm-2) 

泊松比 

建筑物上部 10.40 205000 0.30 
柱  1.19 5000 0.35 

建筑物下部 10.40 205000 0.30 
基础 10.40 205000 0.30 
桩  7.03 11720 0.30 

表 4 土体参数 

Table 4 Parameters of soils 
密度

/(g·cm-3) 
含水率/% 内摩擦角

/(°) 
黏聚力

/(N·mm-2) 
1.98 24 35 1.0×10-6 

注：土体的抗压强度和弹性模量等会随着温度的改变而变化。 

 

图 4 土体冻结系统 

Fig. 4 Soil freezing procedure 
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图 5 是地基深度 1，5，11 cm 的地基温度与冻结

时间的关系。如图 5 所示，地表 1 cm 深度的温度下降

较快，1 d 内降至零下。随着地基深度的增大，地基的

温度变化变小，地基深度 5 cm 和 11 cm 处的温度分别

于 2 d 和 5 d 时下降到零下。另外，地基达到零下时

温度的下降速度变慢。以上数据表明，这种室内土壤

冻结方法可以有效模拟自然条件下土壤冻结，冻结锋

面由地表逐渐下移，可以明确冻土冻结深度变化并可

以考虑冻土的物性对于冻结温度依存性，是一种简单

有效的室内土壤冻结方法。 

 

图 5 地基温度与冻结时间的关系 

Fig. 5 Relationship between ground temperature and freezing time 
1.6  传感器的布置 

为观察不同地震波激励下，冻土–结构动力相互

作用振动台试验的地震反应，试验中分别布置了加速

度计、应变片，以量测地基、桩基础和上部结构的地

震响应，同时在距地表 3，23 cm 的位置布置了孔隙水

压力计，以量测地基中孔隙水压力的变化。另外，为

分阶段进行不同冻结深度的冻土–结构的振动台试

验，在地基土中深度 2，5，9 和 14 cm 处分别设置了

温度传感器（测温精度为-50℃～50℃），并在土体两

侧埋入冻结深度计用以观测冻土深度，测点布置如图

3 所示。 
1.7  振动台试验加载制度 

本试验采用依次改变输入振动台的加速度波形种

类及加速度振幅的方法实施。输入波使用告示波（随

机相位）和兵库县南部地震波（兵库波）。图 6 为 0.179g
告示波和 0.143g兵库波的加速度时程曲线。告示波和

兵库波交替进行，每种地震波按 3 种级别依次进行加

载。首先进行了饱和地基的试验，然后分别进行了冻

结 2 cm、冻结 5 cm、冻结 9 cm 和冻结 14 cm 地基的

振动台试验，具体试验加载制度见表 5。由于篇幅有

限，本文选取告示波激振下，饱和地基、冻结 9 cm 和

冻结 14 cm 的试验结果进行分析。 

图 6 输入地震波的加速度时程曲线 

Fig. 6 Time histories of acceleration of input waves 
1.8  振动台试验结果分析 

（1）孔隙水压比 
图 7为试验前和激振 0.358g告示波后饱和地基的

地表情况。试验过程中，0.072g告示波输入时，结构

振动幅度小，地表无出水现象。0.358g告示波激振后，

如图 7（b）所示，土体表面出现大量积水，并出现“喷

砂”现象，说明饱和砂土发生液化。这一现象与图 8
（b）的孔压比时程曲线结果相吻合。 

图 8 为不同工况条件下孔隙水压比时程曲线。由

图 8（a），（b）可知，饱和地基 0.072g告示波激振时，

3 cm 深度处和 23 cm 深度处的孔隙水压比上升较小，

没有发生液化现象，与地基各深度处的反应谱特征一

致。3 cm 深度处孔隙水压力比在开始段出现瞬时负

压。0.358g告示波激震时 23 cm 深度处的孔隙水压比

在 5 s 附近迅速上升达到 0.8，地基土液化，与地基不

同深度处的加速度反应谱中峰值变小、卓越周期影响

范围变广的液化特征相对应。另外，反映出地基液化

程度随着输入地震波激振振幅的增大而增大。 
对比图 8（a），（c），（e）可知：深度 3 cm 处的

孔隙水压比都很小，几乎没有上升；在深度 23 cm 处，

饱和地基和冻结 9 cm 地基中孔隙水压比没有太大的

差异，但是在冻结 14 cm 地基中可以明显的看出其孔

隙水压比大于在饱和地基和冻结 9 cm 地基。由图 8
（d），（f）可知，冻结地基中深度 3 cm 处，孔隙水压

比很小，几乎没有上升，这是由于此处在冻结层中， 

表 5 试验加载制度 

Table 5 Test loading system 

激励地震波 加速度峰值 
工况代号 

饱和地基 冻结 2 cm 冻结 5 cm 冻结 9 cm 冻结 14 cm 

告示波 
0.072g（0.4 倍） 1-WN 1-F2 1-F5 1-F9 1-F14 
0.179g（1.0 倍） 2-WN 2-F2 2-F5 2-F9 2-F14 
0.358g（2.0 倍） 3-WN 3-F2 3-F5 3-F9 3-F14 

兵库波 
0.057g（0.4 倍） 4-WN 4-F2 4-F5 4-F9 4-F14 
0.143g（1.0 倍） 5-WN 5-F2 5-F5 5-F9 5-F14 
0.286g（2.0 倍） 6-WN 6-F2 6-F5 6-F9 6-F14 
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冻结层抑制了土体发生液化，与图 11（d）中地基加

速度反应谱的特征相对应。在冻结地基深度 23 cm 处，

孔隙水压力比达到 1.0，冻土下面的融土部分完全液

化。 

 

图 7 试验前与试验后地表形态对比图 

Fig. 7 Comparison of surface morphologies before and after tests 

图 8 孔隙水压比时程曲线 

Fig. 8 Time histories of pore water pressure ratio 

通过以上分析可得，地基深度 3 cm 处的孔隙水压

比都很小，在饱和地基中是因为地表面孔隙水压力容

易消散，在冻结地基中是因为 3 cm 深度位于冻结层

中，会抑制孔隙水压力的产生。在地基深度 23 cm 处，

冻结地基的孔隙水压比高于饱和地基，并且冻结深度

越大，孔隙水压比越高，这是因为土体冻结后，未冻

结层越厚，孔隙水压力越不易消散，并且由于地震波

从地基底部向上传播过程中遇到刚度差异较大的冻土

层时产生的复杂的反射和折射，也会进一步加剧地基

的液化程度。所以，有冻土覆盖的液化场地应充分考

虑这一特征。 
（2）地表和建筑物顶层的傅里叶频谱比 
图 9 为输入不同激振级别告示波时地表面和建筑

物上部与输入地震波的傅里叶频谱比。如图 9（a）所

示，地面的地震响应随着输入地震波激振级别的增大

而变小，峰值频率也变小，这是由于 0.179g告示波加

振激励地基土非线化进展的结果。在 0.358g告示波激

振中，由于地基发生明显液化，地表几乎没有增幅，

并且没有明显的峰值频率。冻结地基中，0.179g告示

波加振激励时地基非线性化进展不明显，但峰值频率

有所降低。在 0.358g告示波激振时，14 cm 冻结地基

中峰值频率较为明显。不考虑土与结构相互作用时上

部结构的频率是 25.3 Hz，但是如图 9（b）所示，0.072g
告示波激振时，在考虑土结相互作用时上部结构的峰

值频率减小为 13 Hz，土结相互作用效果明显。冻结 9 
cm 和冻结 14 cm 时，由于上部土层冻结，相互作用效

果减弱，上部结构的峰值频率为 20 Hz，更接近基础

固定时的频率。0.179g告示波激振时，冻结地基的建

筑物地震响应和地表面的趋势相同，非线性进展不明

显。0.358g告示波激振时，冻结地基中上部结构的反

应大于饱和地基中时的地震响应。 
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图 9 不同激振级别的傅里叶频谱比 

Fig. 9 Fourier spectral ratios under different excitation levels 

图 10 为 0.072g和 0.179g告示波激励时不同冻结

深度地基的地表面和上部结构的傅里叶频谱比。如图

10（a）所示，由于上部结构和地基的相互作用明显，

在地基的频谱中体现了上部结构的特征，由地表面的

频谱可知，地表面的增幅随着冻结深度的增加而降低，

峰值频率增大。说明地基的冻结会增加地基的整体刚

性，冻结越深刚性越大。如图 10（b）所示，0.179g
告示波激振时，由于饱和地基发生部分液化现象，地

表增幅有所降低，峰值频率影响范围较大。相比饱和

地基，冻结地基的增幅明显，峰值影响范围较小。如

图 10（c），（d）所示，考虑上部结构与土相互作用时，

在饱和地基中的建筑物的峰值频率为 13 Hz，在冻结

地基中的冻结层会减弱上部结构与土的相互作用效

果，使上部结构的峰值频率增大到 20 Hz 左右，更接

近基础固定时的频率。如图 10（e），（f）所示，冻结

深度越深，上部结构的地震响应和峰值频率越大，因

为土体冻结后相互用效果减弱，另外，土体冻结越深，

上部结构的峰值频率越大，与地基的固有频率越接近，

所以，上部结构地震反应增强。 

图 10 不同冻结深度的傅里叶频谱比 

Fig. 10 Fourier spectral ratios under different freezing depths 

（3）地基不同深度的加速度反应谱 
图 11 为饱和地基和冻结地基中，0.072g告示波激

振和0.358g告示波激振时地基不同深度处的加速度反

应谱。如图 11 所示，0.072g告示波激振时，土中地震

反应随着距地基底部的高度的增加而逐渐增大，验证

了小震时土体对地震波的放大效应。0.358g告示波激

振时，非冻结地基由于液化的影响，地基不同深度处

反应谱的卓越周期影响范围均变广，说明地基深部都

发生了明显的液化。0.072g告示波激振时，冻结 14 cm
的地基影响范围变小。0.358g告示波激振时，冻结 14 
cm 的地基，由于冻土层的存在，对地基的液化有一定

的抑制作用，卓越周期的影响范围和地基未发生液化

时一致。但是，地基深度 18 cm 处的反应谱卓越周期

变小，峰值变大，这是由于地基传递地震波的特性与

土层性质等因素密切相关，地震波从地基底部向上传

播过程中遇到刚度差异较大的冻土层时会产生复杂的

反射和折射，导致在地震作用下冻土层下面的地基动

力响应突变，显示了冻土地基振动液化的复杂性。 

图 11 不同深度处的加速度反应谱 

Fig. 11 Acceleration response spectra at different depths 
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（4）桩身最大弯矩 
图 12 为告示波激震时饱和地基和冻结地基时桩

身最大弯矩图。如图 12（a）所示，在饱和地基中地

震波输入 0.072g，0.179g告示波时，桩头附近的弯矩

较大，桩身最大弯矩出现在距桩头附近，由于桩–土

间接触应力的作用，在地下 10 cm 处出现反弯点。饱

和地基 0.358g告示波激振时，如图 11（b）所示，地

基内部不同深度处都体现了液化特征，桩–土间接触

应力为零，由于上部结构的惯性相互作用，桩身弯矩

在深度 20 cm 范围内呈直线分布，桩头和桩端产生了

较大的弯矩。如图 12（b），（c）所示，在冻结地基中，

0.072g，0.179g 告示波激振时，桩头最大弯矩较大，

相比饱和地基时，桩身弯矩变小，说明了冻结层对桩

身弯矩具有一定的抑制作用；0.358g告示波激振时，

由于冻土层的刚性增加，桩头的弯矩减小，且冻结层

与未冻结层交界处附近弯矩最大。因为融土与冻土的

刚性不同，其分界处导致桩身内力突变，冻结层下面

一定深度处出现反弯点，并且随着冻结深度的增加反

弯点下移。另外，地基未冻结部分液化，冻土层会抑

制土体孔隙水压力的释放，导致液化加剧，下部未冻

结层的侧向流动急剧增加，桩身的侧向位移明显增大，

从而导致交界处的桩身弯矩增大，并且冻土层对地震

波产生复杂的反射和折射现象引起桩-土接触应力的

变化，也会导致桩身弯矩的突变现象。 

图 12 桩身最大弯矩图 

Fig. 12 Distribution of maximum bending moment along pile 

2  振动台模型试验的有限元模拟 
通过建立与振动台试验相吻合的有限元模型，探

索可以考虑冻土温度的依存性和地基液化的有限元建

模方法，为今后冻土场地和可液化场地的结构地震响

应分析提供一定的理论基础。 
建模时，首先利用可以考虑土体液化的一维土层

地震反应分析软件计算得到与振动台试验的加速度傅

里叶谱相吻合的常规土的模型，从而确定常规土的刚

度分布。建模时重点考虑由于饱和地基中的孔隙水压

的上升而引起的地基刚性的降低，作为等价的地基刚

度。冻土的动力学参数参照笔者之前做过的冻土样本

的室内一轴压缩试验结果，建模时充分考虑冻土对温

度的依存性。 
2.1  一维有效应力分析 

（1）一维有效应力分析模型介绍 
在考虑地基的有效应力时，利用基于重复反射理

论的 ShakePro11 软件进行了一维非线性分析。土的非

线性模型采用 Hardin-Drnevich（HD）模型，孔隙水

压计算模型采用社本等的模型[19]，逐次进行非线性分

析。 
（2）最大孔隙水压比 
图 13 为输入 0.179g 告示波时，孔隙水压比沿地

基深度分布图。通过对比分析，饱和地基场地接近地

表的孔压比较小，这是由于地表孔隙水压容易消散。

后呈现先增大后减小的趋势。冻结地基场地，由于地

表 14 cm 冻结，未见孔隙水压增加，下部未冻结地基

的孔压比也呈现先增大后减小的趋势，相同深度处比

饱和地基场地孔压比有所增加。一维有效应力分析与

试验结果吻合较好。 

图 13 最大孔隙水压比 

Fig. 13 Maximum pore water pressure ratios 

（3）等效剪切模量 
使用一维有效应力分析得到的相应深度的最大孔

隙水压比 umax，通过计算可以得到等效剪切模量 G'，
该等效剪切模量将应用于三维 FEM 分析。 

图 14为 1.0倍告示波输入时的饱和地基和冻结 14 
cm 的等效剪切模量 G'与初始剪切模量 G0的比较。由

于两地基的孔隙水压上升量都很小，因此等效剪切模

量和初始剪切模量相差很小。 
2.2  三维有限元数值分析 

利用通用三维有限元程序 LS-DYNA 对振动台试

验模型进行建模。LS-DYNA 是专门用于显示解法的

软件，适用于动态接触问题的三维有限元分析工具。 
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图 14 沿深度方向的剪切模量 

Fig. 14 Shear modulus along depth direction 

（1）解析模型概要 
分析模型考虑了对称条件，如图 15为 1/2的有限元

分析模型图。建筑物上部、下部和基础采用刚体材料，

柱和桩选用弹性体材料。建筑物和地基的材料参数和

大小与模型试验完全一致。地基模型的底面边界为固

定条件，为了模拟剪切土槽，地基周围设定了深度相

等的节点在 x，y，z方向上的位移相同的约束条件。桩

与地基之间是考虑滑动剥离再接触的接触条件，在桩

单元与其外周地基单元的接触面上设定接触界面，将

切线方向的摩擦系数设为 tanθ（θ为地基的内摩擦角）。

此外，桩与冻结地基之间的接触条件为紧密接触。为

了有效模拟地基模型，确认地基卓越周期一致，本次

有限元分析的饱和地基的初期刚性根据下式算出： 
1/ 4

s ( )V H   ，            (1) 
式中，Vs为 S 波的速度，H为地基深度。 

由式（1）算出确定深度方向的剪切波速度，具体

地基参数见表 6。 
表 6 地基参数 

Table 6 Parameters of foundation 
地基 阻尼比/% 固有频率/Hz α值 
WN 8 18.73 48 
2 cm 8 21.91 56 
9 cm 8 23.86 60 
14 cm 8 24.56 60 
冻结层 8 ― ― 

图 15 1/2 的有限元分析模型 

Fig. 15 Half of finite element analysis model 

（2）傅里叶频谱比分析 

图 16 为 0.072g 告示波激振时饱和地基和冻结地

基的地表面和上部结构的傅里叶频谱比。从图 16 中可

知，饱和地基的地表和上部结构的地震反应与试验结

果吻合较好。与饱和地基相比，冻结地基的解析结果

低于试验结果，是由于冻土的构造机理更为复杂，与

常规融土不同，冻土是由土颗粒、未冻水、冰晶及气

体组成的复杂热敏感四相体系，受内含冰质的影响，

其动力学特性与未冻土有显著区别，今后有必要对冻

土的本构关系进行更深入的研究，另外地震作用下桩

与冻土之间可能会发生的提离、滑移等桩–土接触非

线性问题对上部结构的地震响应影响机理没有明确，

应该进行进一步的研究。 

图 16 试验与解析的傅里叶频谱比 

Fig. 16 Fourier spectral ratios of tests and analysis 

（3）桩身最大弯矩分析 
图17为解析的饱和地基和冻结14 cm地基中桩身

最大弯矩，输入 0.179g告示波，从图中可以看出饱和 

图 17 解析的桩身最大弯矩图 

Fig. 17 Distribution of analytical maximum bending moment  

.along pile 
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地基时，桩身弯矩与试验结果吻合良好。但冻结 14 cm
时，由于有限元分析结果大于试验的桩身弯矩，但总

体来看，桩身弯矩吻合较好。 

3  结    论 
本文基于冻土–结构动力相互作用体系的振动台

试验，利用自行研制的室内冻土冻结方法，再现了地

震激励下，冻土场地中上部结构和地基的震害现象以

及砂质粉土的液化现象。分析了冻土场地的地震响应

特征，探讨了冻土地基中结构的地震响应规律。 
（1）输入地震波激振振幅越大，孔隙水压比越高，

产生的液化程度越大。冻结地基中的冻结层会抑制孔

隙水压比的升高，很难发生液化，但是冻结地基的未

冻结层的孔隙水压比很大，稍高于在饱和地基中的孔

隙水压比。所以，有冻土覆盖的液化场地应充分考虑

这一特征。 
（2）地面的地震响应由于土体非线性化进展随着

输入地震波激振振幅的增大而变小，峰值频率也变小。

在最大振幅激振中，由于地基发生明显液化，地表几

乎没有增幅，并且没有明显的峰值频率。上部结构和

地基的相互作用明显，地表面的增幅随着冻结深度的

增加而降低，峰值频率增大。冻结深度越深，上部结

构的地震响应和峰值频率越大。由于表面地基冻结时

上部结构地震反应增强，在季节性冻土地区的实际工

程要多加考虑。 
（3）桩身最大弯矩随着输入地震波激振振幅增加

而增大。地基冻结可以有效抑制桩头产生弯矩，但在

冻结锋面下会发生较大的弯矩。地基发生液化现象时，

桩头会产生较大的弯矩，并在深度 20 cm 范围内呈直

线分布，桩–土间接触应力为零。在冻土场地和可液

化场地设计桩基时有必要给予充分的考虑。 
（4）利用有限元软件 LS-DYNA 建立了考虑冻土

对温度的依存性以及地基液化引起的等效剪切刚度变

化的非线性有限元计算模型，与试验结果吻合良好，

为后续的计算分析奠定了基础。 
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可溶性有机质对土壤胶体可移动性影响试验研究 
张文杰，蒋峰永 

（上海大学力学与工程科学学院，上海 200444） 

摘  要：土壤胶体广泛存在于地下环境中，胶体可能加快也可能阻滞土中污染物迁移，关键在于胶体的可移动性。以

腐殖酸和牛血清白蛋白为典型可溶性有机质，以膨润土胶体作为典型无机土壤胶体，进行一系列胶体迁移试验，研究

了不同离子强度条件下不同可溶性有机质对土壤胶体可移动性的影响，根据 DLVO 理论探讨土壤胶体迁移机理。试验

结果表明，膨润土胶体的可移动性随着离子强度的增大而减弱；腐殖酸和牛血清白蛋白均有利于膨润土胶体的移动，

其中腐殖酸比牛血清白蛋白更能加快胶体移动；离子强度相同时，大孔隙度介质中膨润土胶体的可移动性高于小孔隙

度介质。 
关键词：可溶性有机质；土壤胶体；可移动性；离子强度 
中图分类号：TU411          文献标识码：A       文章编号：1000–4548(2021)11–2013–07 
作者简介：张文杰(1978— )，男，博士，教授，主要从事环境岩土工程方面的研究工作。E-mail: zhwjlyl@163.com。 

Experimental study on effect of dissolved organic matter on mobility of               
soil colloids 

ZHANG Wen-jie, JIANG Feng-yong 
(School of Mechanics and Engineering Science, Shanghai University, Shanghai 200444, China) 

Abstract: Soil colloids are widely distributed in underground environment. They can facilitate or retard the migration of 

pollutants in soils, depending on the mobility of the colloids. By choosing the humic acid and bovine serum albumin as the 

typical dissolved organic matters and the bentonite colloid as the typical soil inorganic colloid, a series of colloid migration tests 

are carried out to investigate the effect of different dissolved organic matters on the mobility of the soil colloids under different 

ionic strengths. The mobility mechanism of the colloids is explored according to the DLVO theory. The results show that the 

mobility of the bentonite colloids decreases with the increasing ionic strength. Both the humic acid and the bovine serum 

albumin can facilitate the mobility of the bentonite colloid, among which the enhancement by the humic acid is more obvious 

than that of the bovine serum albumin. Under the same ionic strength, the mobility of the bentonite colloid in column with 

larger pore volume is higher than that with smaller pore volume. 

Key words: dissolved organic matter; soil colloid; mobility; ionic strength

0  引    言 
土壤和地下水污染受到越来越多的关注。早期的

研究认为只有流动的液相和气相能加快污染物迁移，

如今人们已经认识到，在一定环境化学条件下，部分

固相土颗粒也具有移动性，并可加快污染物迁移[1-3]，

通常情况下，粒径小于 1 µm 的土粒便具有胶体性质[4]，

被视为土壤胶体，主要包括矿物碎片、铁和铝的氧化

物、微生物、腐殖质等[5]。土壤胶体因巨大的比表面

积和特殊的双电层结构，具有很强的吸附各类污染物

的能力，可移动的土壤胶体是土中最活跃的成分之一，

Kanti 等[6]总结了该领域研究成果后指出，胶体可以加

快土中污染物的迁移，也可以因孔喉堵塞效应而阻滞

污染物迁移，取决于各种条件下胶体的可移动性。因

此，土壤胶体可移动性的研究对于污染物迁移及环境

污染管控具有重要意义。 
胶体的可移动性受多种因素影响，可视作胶体性

质（粒径、浓度）、介质物理性质（粒径、表面性质、

孔隙度、渗流速度）以及溶液化学性质（pH、离子强

度）的函数。Zhang 等[7]、张凡等[8]学者研究发现胶体

可移动性随着粒径的增大而减弱。Bradford 等[9]通过

室内试验并结合 DLVO 理论计算，发现胶体的可移动

性随着浓度的增大而增强。Rod 等[10]通过一系列柱试

验，研究了介质粒径及其表面性质对胶体可移动性的

影响，但并未考虑介质孔隙度的影响。Mao 等[11]通过
─────── 
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设计不同填料结构的柱试验，发现渗流速度对胶体在

多孔介质中的移动具有重要控制作用，并且渗流速度

越大，介质孔隙结构作用越明显，胶粒的回收率越大[12]。

溶液化学性质也是影响胶体可移动性的重要因素。

Grolimund 等[13]发现高 pH 和低离子浓度环境下，胶体

在地下环境中的可移动性将显著提高。土壤胶体可移

动性还会受到温度的影响[14]。薛传成等[15]研究了温度

对多孔介质中粒径大于 1 µm 的悬浮颗粒渗透迁移的

影响。 
可溶性有机质是指能通过 0.45 µm 滤膜的有机物

质，对地下环境中土壤胶体的稳定、聚沉和运移起关

键作用，地下水中的可溶性有机质主要包括类腐殖质

和类蛋白物质，由动植物生长代谢和微生物形成[16]。

腐殖酸（HA）是地下水中常见的可溶性有机质，具有

较大的比表面积，几乎存在于所有的土壤生态系统中；

牛血清白蛋白（BSA）是血清和生物培养基中含量最

丰富的蛋白之一，在城市污水和污水处理厂的排放物

中普遍存在。室内试验中，常选用 HA 和 BSA 作为代

表性的可溶性有机质，如唐章等[17]通过室内试验研究

了 HA 对黏土胶粒在饱和多孔介质中迁移的影响，Yan
等[18]研究发现 BSA 能够减少高岭土胶体聚集沉积，

增强其稳定性。 
综上，学者们对胶体可移动性进行了广泛研究，

但对土壤中存在的大量可溶性有机质影响胶体可移动

性的研究尚不全面，目前也还没有综合考虑离子强度、

可溶性有机质种类和介质孔隙度对土壤胶体可移动性

影响的系统研究。本文选用 HA 和 BSA 为典型可溶性

有机质，使用虹吸法提取膨润土中的土壤无机胶体，

分别构筑细粒、粗粒玻璃珠柱，进行一系列土壤胶体

迁移试验，研究不同离子强度条件下 HA 和 BSA 对土

壤胶体迁移的影响规律。 

1  试验装置与方案 
1.1  试验材料 

（1）玻璃珠柱 
本文土壤胶体迁移试验使用玻璃珠柱（土壤中大

多数的沉积物都是由硅酸盐矿物组成，和玻璃珠化学

成分相似），玻璃珠相对质量密度 2.50 g/cm3，主要化

学成分为 SiO2（占约 78%）。为了考虑孔隙组成的影

响，分别使用 0.4～0.6 mm 玻璃珠构筑细粒玻璃珠柱，

1.5～2.0 mm 构筑粗粒玻璃珠柱。将玻璃珠浸泡在浓

盐酸溶液中 24 h 去除表面金属氧化物，再用去离子水

冲洗直至溶液电导率小于 2 µS/cm。随后在 105℃条件

下干燥 8 h，置于 600℃马弗炉中烘烤 4 h 以去除玻璃

珠表面有机化合物[19-20]。清洗玻璃珠后储存于聚四氟

乙烯塑料瓶中备用。 
（2）无机土壤胶体 
使用膨润土制备无机土壤胶体，膨润土的主要物

理参数如表 1 所示。膨润土的主要矿物成分主为蒙脱

石，占总质量的 75.4%。以斯托克斯定律为基础，采

用传统的虹吸法（GB7872—87）提取胶体。将提取的

小于1 µm的胶体悬浊液加入到2 L容量瓶中用去离子

水定容保存，并配置 50 mg/L 的胶体悬浊液作为后续

试验的母液。 
表 1 膨润土的主要物理参数 

Table 1 Main physical parameters of bentonite 

蒙脱石含量 
/% 

天然含水率
/% 

液限
/% 

塑限 
/% 

相对质

量密度 
75.4 9.6 163 32 2.76 

（3）可溶性有机质   
将 1 g腐殖酸粉末加入到 0.1 L去离子水中充分搅

拌，过 0.45 µm 滤膜后，将滤余物烘干称重，根据差

减法计算去离子水中的 HA 质量，并配置成 1 g/L 溶

液作为母液以备用；将 0.1 g BSA 粉末加入到 0.1 L 去

离子水中充分搅拌至 BSA 完全溶解，配制成 1 g/L 的

BSA 母液，储存于 4℃恒温冰箱中以备用。 
1.2  试验装置 

试验装置主要由模型筒和入流控制装置组成，如

图 1 所示。模型筒内径 6 cm，高度 16 cm，玻璃珠填

装过程采用湿灌法，将玻璃珠分层（每 2 cm 为一层）

填装进模型筒并用玻璃棒压实均匀。在模型筒底部和

顶部各铺设一层 200 目尼龙网，以防止入流、出流溶

液对玻璃珠的扰动。入流装置中用磁力搅拌器持续搅

拌溶液，防止胶体聚沉，用 TSD01―01 双向推拉注射

泵和 DF 系列电磁阀精确控制溶液的连续匀速注入

（可控制流量 0.185～83.318 mL/min，误差小于

0.35%），试验设定注入流速均为 16 mL/min，计算得

到细粒柱和粗粒柱中孔隙水实际平均流速分别为

4.26×10-2，2.84×10-2 cm/s，采用自下而上方式供水，

以便排出气泡。用接样瓶收集模型桶上部出流溶液。 

 

图 1 土壤胶体迁移试验装置示意图 

Fig. 1 Set-up of migration tests on soil colloids 
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1.3  试验过程 

每组试验开始前，采用排水法测定玻璃珠柱孔隙

度并计算柱的总孔隙体积（PV），细粒柱中 1PV 为 100 
mL，粗粒柱中 1PV 为 150 mL。随后用 5PV 的背景溶

液（NaCl 溶液）冲洗玻璃珠柱，以达到稳流及理化平

衡状态。将胶体溶液与 HA 悬浊液或 BSA 溶液混合，

使混合后溶液中胶体初始浓度 C0为 50 mg/L，HA 及

BSA 浓度均为 10 mg/L，待 3PV 混合溶液注入后，再

用 7PV 背景溶液洗脱滞留玻璃珠柱中胶体。试验过程

中，每收集 0.5PV 出流溶液测一次胶体浓度（紫外分

光光度计），且每组试验对应的胶粒直径与 Zeta 电位

均由纳米粒度与 Zeta 电位测试仪（Nano ZS90）通过

动态光散射技术测得。待上述 10PV 溶液注入完成后，

拆解装置，分层取出玻璃珠置于锥形瓶中，并于离心

机中在 120 rpm下离心 4 h 后测玻璃珠中胶体滞留量。

各组试验均在 25℃常温条件下进行，所用时间约为 6 
h。 
1.4  试验方案 

为了研究离子强度（本文离子强度均指 Na+强度，

等于 Na+的摩尔浓度）对胶体可移动性的影响，试验

中使用摩尔浓度 1，5，10，50，100 mmol/L 的 NaCl
溶液；选取 HA 和 BSA 为典型可溶性有机质；分别使

用细粒玻璃珠柱和粗粒玻璃珠柱进行试验。考虑以上

3 类影响因素共设计 20 组试验，试验方案及参数列入

表 2。用 DLVO 理论分析试验结果，探讨土壤胶体迁

移滞留机理。 

 

2  理    论 
基于扩散双电子层理论独立提出的 DLVO

（Derjaguin–Landau–Verwey–Overbeek）理论是解释溶

液中带电胶体颗粒稳定性比较完善的理论，本文用这

一理论来研究多孔介质中胶体的聚沉机理。该理论认

为，胶粒间存在的斥力势能（静电斥力）和引力势能

（范德华引力）的相对大小决定了胶体的总势能，亦

决定了胶体的稳定性。斥力势能、引力势能及总势能

大小随胶粒间距离的改变而改变。其中，范德华引力

势能 ΔGLW可用下式表示[21-23]： 
LW A ln

6 2 2
r r rG
h h r h r
            

 。   (1) 

式中  A 为 Hamaker 常数，取 7.8×10-20 J；r为胶粒

直径（视为球形，m）；h为胶粒间距离（m）。 
双电层斥力势能（ΔGEDL）表示为[21-23] 

0

2
EDL 1 2e ek64π εε tanh tanh e

e 4k 4k
hz zTG r

z T T
                 
。(2) 

其中，ε 为介电常数，水中介电常数值可取 78.4 C2/  
(N-1·m-2)，ε0为真空绝对介电常数，其值为 8.854×10-12 
C2/(N-1·m-2)，k 为玻尔兹曼常数，其值为 1.381×10-23 
C2/(J·K-1)，T 为绝对温度（K），z 为电解质阳离子的

价态；e 为电子电荷量，取 1.602×10-19C，ψ1，ψ2分

别为胶粒与玻璃珠介质的表面电势（在低浓度体系中

通常用 Zeta 电位代替，V），κ为德拜长度的倒数，取

4.136×106（m-1）。 
表 2 土壤胶体迁移试验方案及相关参数 

Table 2 Parameters of migration tests on soil colloids 
离子强度 

/(mmol·L-1) 
可溶性 

有机质 

玻璃珠柱 

类型 

Zeta 电位

/mV 胶粒 
Zeta 电位

/mV 玻璃珠 
胶粒直径 

/nm 
孔隙

度 
出流量

/% 
滞留量

/% 
回收率 

/% 
1 无 细粒 -33.2±0.68 -31.69±1.13 669.7±40.7 0.22 67.3 32.6 99.9 
1 HA 细粒 -45.84±0.17 -50.37±0.51 494.8±32 0.21 99.2 0.2 99.4 
1 BSA 细粒 -40.4±0.32 -41.65±0.92 574.4±31.5 0.21 79.9 19.7 99.6 
1 无 粗粒 — — — 0.34 94.5 5.1 99.6 
5 无 细粒 -31.13±0.18 -30.18±0.33 705.4±42.1 0.21 54.8 44.7 99.5 
5 HA 细粒 -40.69±0.21 -48.32±0.29 594.7±38.5 0. 20 80.8 18.9 99.7 
5 BSA 细粒 -39.37±0.99 -45.33±0.43 593.3±34.2 0.23 64.3 35.1 99.4 
5 无 粗粒 — — — 0.33 73.8 26.0 99.8 

10 无 细粒 -30.43±0.41 -28.78±0.34 737.5±52 0.24 39.3 60.1 99.4 
10 HA 细粒 -39.93±0.03 -46.99±0.72 594.7±29.3 0.22 67.4 32.3 99.7 
10 BSA 细粒 -35.57±1.03 -39.19±0.77 649.2±37.2 0.22 43.2 55.8 99.0 
10 无 粗粒 — — — 0.35 47.0 51.3 98.3 
50 无 细粒 -20.64±0.54 -22.07±0.39 868.9±63 0.21 26.2 73.5 99.7 
50 HA 细粒 -34.87±0.76 -40.01±0.62 728.5±60.8 0.21 51.7 46.2 97.9 
50 BSA 细粒 -28.49±0.11 -37.42±0.52 786±64.5 0.22 29.9 69.4 99.3 
50 无 粗粒 — — — 0.32 34.9 64.4 99.3 
100 无 细粒 -16.31±0.66 -18.19±0.78 1106.67±66.3 0.22 18.8 80.6 99.4 
100 HA 细粒 -31.77±0.63 -31.87±0.43 806.66±52 0.20 37.2 61.9 99.1 
100 BSA 细粒 -26.65±0.89 -28.98±0.25 950.2±55 0.21 23.2 76.7 99.9 
100 无 粗粒 — — — 0.35 27.5 72.0 99.5 

注：“—”表示未检验。 
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总势能 ΔG可表示为 
 LW EDLG G G      。        (3) 

胶体颗粒与玻璃珠介质间总势能可由式（1）～（3）
确定，并用 kT 进行标准化处理（即将计算得到的总

势能除以 kT），从而可求得 DLVO 势能曲线。 
DLVO 势能曲线横坐标表示胶粒间距离，纵坐标

表示胶粒间相互作用能（即总势能）。若纵坐标为负值，

表示胶粒间引力势能占主导，胶粒间引力大于斥力，

易聚沉，不稳定且移动性弱；反之，纵坐标为正值，

胶粒间斥力势能占主导，胶粒间斥力大于引力，且峰

值越高，则胶粒聚沉所需跨过的能量壁垒越高，越不

易聚沉，稳定性好且移动性强。 
不同试验条件下的DLVO势能曲线根据实测的胶

粒及玻璃珠 Zeta 电位、胶粒直径（表 1），按上述公

式编制简单 MATLAB 程序计算得出。 

3  结果与分析 
3.1  DLVO 势能曲线  

细粒玻璃珠柱中，不同可溶性有机质种类的胶体

DLVO 势能曲线如图 2 所示。各组试验的曲线总体趋

势一致，当胶粒间距离趋于无穷小时，胶粒间相互作

用能由引力主导且趋于负无穷，随着胶粒间距离的增

加，相互作用能迅速增大，在约 15 nm 时达到峰值，

此时的胶粒间相互作用能以斥力为主导。峰值过后，

相互作用能随着胶粒间距离的增大而逐渐减小，最终

趋近于 0。 
由图 2（a）可见，在无可溶性有机质时，1 mmol/L

离子强度下势能曲线峰值壁垒最高，为 1192 kT，100 
mmol/L 离子强度下胶粒相互作用能峰值壁垒最低，为

496 kT。势能曲线峰值壁垒随着离子强度的增大而降

低。图 2（b），（c）中存在可溶性有机质作用时规律

相同。说明胶体的可移动性随着离子强度的增大而减

弱。 
对比图 2（a）～（c）可见，同一离子强度下，

势能曲线相互作用能峰值大小次序为 HA 作用

下>BSA 作用下>无可溶性有机质时，如 1 mmol/L 离

子强度下，HA 曲线峰值壁垒为 1930 kT，BSA 的为

1760 kT，而无可溶性有机质时为 1180 kT。说明有可

溶性有机质作用下胶体更不易聚沉，移动性增强，其

中 HA 对应峰值高于 BSA，说明 HA 比 BSA 更有利

于土壤胶体移动。 
3.2  不同条件下土壤胶体的穿透曲线及其可移动性 

（1）不同离子强度下土壤胶体的穿透曲线 
无可溶性有机质存在的细粒玻璃珠柱中，不同离

子强度条件下的穿透曲线如图 3 所示，图中横标为出

流的孔隙体积（PV）数，纵坐标为胶体出流浓度与初

始浓度（50 mg/L）之比。在起初的 1 PV 内，胶体的

出流浓度很小，接近于 0；随后迅速增加，2 PV 时趋于

稳定，并在随后的 3 PV中达到出流浓度峰值；在第 5 PV
胶体的出流浓度迅速降低，至第 10 PV 最终趋近于 0。 

图 2 不同可溶性有机质种类的胶体 DLVO 势能曲线 

Fig. 2 DLVO potential energy curves of colloids corresponding to  

different kinds of dissolved organic matters 

 

图 3 不同离子强度下的穿透曲线 

Fig. 3 Breakthrough curves under different ionic strengths 
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图 3 中胶体出流的浓度峰值随离子强度的增大而

降低，计算得到 1，5，10，50，100 mmol/L 离子强度

下，出流 10 PV 时胶体累计出流量分别为 67.3%，

54.8%，39.3%，26.2%，18.8%（表 1），胶体出流量

随离子强度升高而明显降低。由此可知，离子强度对

土壤胶体的移动及滞留有显著影响，离子强度升高将

降低胶体移动性。这可由表 1 中实测的胶粒及玻璃珠

Zeta 电位来解释，当离子强度增大时，胶粒及玻璃珠

的 Zeta 电位的绝对值减小，即胶粒间的负电性降低，

因而胶体与玻璃珠间的斥力减弱，胶体的移动性降低，

滞留量增加。当溶液的离子强度很高时，胶粒的扩散

双电层将因被压缩而变薄，胶粒间的斥力势能降低，

使得胶体更易聚沉，移动性降低，出流曲线的分析结

果与前述 DLVO 分析结果一致。 
（2）粗粒玻璃珠柱的穿透曲线 
无可溶性有机质存在的粗粒玻璃珠柱中的穿透曲

线如图 4 所示，1，5，10，50，100 mmol/L 离子强度

下，出流浓度峰值分别为 0.71，0.56，0.35，0.27，0.21，
胶体累计出流量分别为 94.5%，73.8%，47.0%，34.9%，

27.5%（表 1），对比图 3 曲线和表 1 中胶体出流量数

据可知，同一离子强度下，土壤胶体在粗粒玻璃珠柱

中出流浓度峰值和出流量均明显高于细粒玻璃珠。一

方面是因为细粒柱相较于粗粒柱玻璃珠间的空隙更

小，因尺寸效应更易导致胶体截留；另一方面吸附应

变（即介质吸附胶体致使胶体形态发生变化）是导致

多孔介质中胶体滞留的一个重要机制，细粒玻璃珠比

表面更大，存在更多接触点位，导致胶体与玻璃珠间

吸附应变增大，从而增加了胶体的滞留量，降低了胶

体的移动性。 

 

图 4 粗粒玻璃珠柱中，不同离子强度下的穿透曲线 

Fig. 4 Breakthrough curves under different ionic strengths in thick  

glass beads 

（3）不同可溶性有机质种类的穿透曲线 
细粒玻璃珠柱中HA和BSA作用下胶体的穿透曲

线如图 5 所示，HA 作用下 1，5，10，50，100 mmol/L

离子强度对应的出流浓度峰值分别为 0.73，0.61，0.53，
0.41，0.28，均高于 BSA 作用下的出流峰值（分别为

0.59，0.49，0.31，0.21，0.17）。HA 作用下，对应离

子强度从 1 mmol/L 增加到 100 mmol/L，累计出流量

从 99.2%降低至 37.2%（表 1），而 BSA 作用下的累计

出流量从 79.9%降低至 23.2%，累计出流量均随离子

强度的增加而减少，与无可溶性有机质作用时的规律

相同，并且 HA 作用下各离子强度对应的胶体累计出

流量均高于 BSA。说明 HA 比 BSA 更能减少胶体在

玻璃珠柱中的滞留量，从而更有利于土壤胶体的移动，

穿透曲线的分析结果与 DLVO 理论分析结果一致。 

 

图 5 不同可溶性有机质种类的穿透曲线 

Fig. 5 Breakthrough curves corresponding to different kinds of  

dissolved organic matters 

可溶性有机质的影响可由测得的 Zeta 电位和胶

粒粒径解释。从图 6（a）的 Zeta 电位测试结果可以看

出，添加 HA 时，Zeta 电位显著减小，如离子强度为

1 mmol/L 时，HA 的作用使胶粒电位从-33.2 mV 下降

至-45.84 mV（负电性增强），使得胶粒间静电斥力增

强，变得更不易聚沉；从图 6（b）胶粒粒径变化可以

看出，HA的作用使胶粒直径从669 nm减小至494 nm，

因为胶粒直径越大越易聚沉[15]，所以 HA 作用下胶体

移动性增强。从图 6 中还可以看出，与添加 HA 相比，

添加 BSA 虽然可以使溶液中胶体粒径与 Zeta 电位降

低，但降低程度小于 HA，因此 HA 更有利于胶体迁

移。 
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图 6 可溶性有机质种类对胶体 Zeta 电位和粒径的影响 

Fig. 6 Effects of dissolved organic matter species on colloidal Zeta  

potential and particle size 

4  结    论 
本文通过一系列胶体迁移试验，研究了离子强度、

可溶性有机质种类和介质孔隙度对土壤胶体可移动性

的影响，得出 3 点结论。 
（1）离子强度增加，DLVO 势能曲线的峰值壁垒

降低，土壤胶体的穿透曲线胶体的浓度峰值降低，胶

体累计出流量减少，均说明胶体可移动性减弱。 
（2）DLVO 势能曲线的峰值壁垒为 HA>BSA>无

可溶性有机质，穿透曲线上胶体浓度峰值和胶体累计

出流量也为 HA>BSA>无可溶性有机质，说明腐殖酸

和牛血清白蛋白均有利于膨润土胶体移动，其中腐殖

酸比牛血清白蛋白更能加快胶体移动。 
（3）离子强度相同时，土壤胶体在粗粒玻璃珠柱

中出流浓度峰值和累计出流量明显高于细粒玻璃珠

中，大孔隙度介质中膨润土胶体的可移动性高于小孔

隙度介质。 
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横向非一致激励下非均匀场地中埋地管道的振动台 
试验研究 

韩俊艳，郭之科，李立云
*
，侯本伟，高云昊，杜修力 

（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：为研究非均匀场地中大直径埋地管道在横向非一致激励下的地震反应，开展了埋地管道的多台阵振动台模型

试验，分析了在不同地震动强度作用下埋地管道的加速度、应变响应规律。研究结果表明：均匀场地和非均匀场地中

管道在横向一致、非一致激励下的加速度反应基本上服从于周围土体的加速度反应，管道主要产生了纵向弯曲变形；

在横向一致激励较高加载等级下，场地变化过渡区的管道峰值应变相对较大，相比于均匀场地，非均匀场地中最大峰

值弯曲拉应变高 30%左右，在非一致激励作用下，非均匀场地中管道最大峰值弯曲拉应变反而低 30%左右；在横向非

一致激励较高加载等级下，均匀土中管道的应变响应比一致激励作用下增大两倍左右，非均匀土中管道的应变响应变

化不明显。试验结果可为穿越非均匀场地大直径埋地管道的抗震设计提供参考。 
关键词：非一致地震激励；非均匀场地；埋地管道；多台阵振动台试验；地震响应 
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Shaking table tests on buried pipelines in inhomogeneous soil under                
transverse non-uniform excitation 

HAN Jun-yan, GUO Zhi-ke, LI Li-yun, HOU Ben-wei, GAO Yun-hao, DU Xiu-li  
(Key Laboratory of Urban Security and Disaster Engineering of Ministry of Education, Beijing University of Technology, Beijing 100124, China) 

Abstract: A series of multi-point shaking table tests are conducted on model pipelines to investigate the seismic response of 

pipelines buried in inhomogeneous soil under transverse non-uniform seismic excitation. The acceleration and strain response 

laws of the buried pipelines under different ground motion intensities are analyzed. The main conclusions are as follows: the 

acceleration response of the pipelines is basically subjected to the acceleration response of the surrounding soil under uniform 

and non-uniform excitation. The buried pipelines mainly exhibit longitudinal bending deformation. Under the higher uniform 

seismic excitation, the peak strain of the pipelines in the transient zone where the soil properties change in the inhomogeneous 

soil model is larger than that in the homogeneous soil model. The maximum peak strain is basically about 30% higher than that 

in the homogeneous soil, However, the maximum strain peak is basically about 30% lower than that in homogeneous soil under 

non-uniform excitation. The strain response of the pipelines in homogeneous soil under the higher non-uniform seismic 

excitation is almost twice as large as that under uniform excitation, but then the strain response of the pipelines in 

inhomogeneous soil does not change significantly. The test results can provide a reference for the seismic design of 

large-diameter buried pipelines passing through inhomogeneous soil sites. 
Key words: non-uniform seismic excitation; inhomogeneous soil; buried pipeline; multi-point shaking table test; seismic 

response

0  引    言 
近年来的地震灾害表明，与地上结构的地震惯性

力破坏不同，地下结构的破坏主要取决于场地土的

变形，场地条件比地震动强度对管道破坏的影响更

大[1-3]。长输埋地管道在敷设过程中不可避免要穿越多

变的场地，如沉积河谷场地、开挖回填场地以及地质

运动直接形成的多种土介质场地等[4]。灾后现场调查
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表明[5-8]，相比于均匀场地，埋设在非均匀场地中管道

的破坏率明显更高。因此，研究管-土结构体系在非均

匀场地中的地震反应，探讨非均匀场地中埋地管道的

抗震性能，具有重要的学术意义和工程价值。 
不同的地震动入射方向对长线型地下结构的地震

反应影响很大。早期 Hindy 等[9]利用管道的集中质量

模型研究了地震动沿管道横向、纵向以及不同入射角

下管道的响应。结果显示管道中的轴向应力远大于弯

曲应力。因此，纵向地震反应通常被认为是更关键的，

埋地管道的地震响应分析和设计也集中在对结构轴向

应变的评估，忽略了由横向地震动作用引起的结构弯

曲应变。然而，Ariman 等[10]的研究表明大直径管道存

在显著的弯曲应变，同时指出对大直径管道的地震响

应分析仅考虑纵向地震动作用的影响，结果可能是不

适用的。Zerva 等[11]研究了随机地震作用下管道的轴

向和水平横向的响应。尽管也观察到管道的轴向应变

超过了弯曲应变，但同时也指出对大直径管道，应考

虑纵向、横向地震作用下管道的地震响应。闫孔明等
[12]开展了非一致激励下埋地管道的振动台试验，将弯

曲应变结果与国内和美国管道规范结果对比，表明规

范设计时弱化甚至忽略了管线弯曲应变，但是这种做

法难以解释管线弯折破坏。虽然许多研究人员考虑了

地震动的输入方向问题，但对于纵向和横向地震动作

用下管道地震响应所占的主导地位仍存在争议，尚未

达成共识。且目前的研究多为经验关系、理论和数值

探索性分析，试验研究相对较少。 
近年来，国内外学者相继开展了埋地管道振动台

模型试验的开拓性研究。Kawabata 等[13]对埋地柔性管

道进行了振动台试验，研究了在环刚度相似的情况下，

厚度对柔性管道动力特性的影响，利用不同的管道基

础考虑场地的变化，但是不同场地是分开进行的，无

法研究场地变化处管道的动力特性。Jafarzadeh 等[14]

利用振动台试验研究了不同的加速度幅值、地震动频

率、土壤密度，管道基础条件和振动方向，对加速度

放大系数和管道变形的影响。该试验通过在部分箱体

底部放入混凝土基础模拟非均匀场地，采用简谐波作

为输入地震动，未考虑其非一致激励的影响。 
由于地震动传播速度有限，不可能同时到达长输

埋地管道上所有位置，考虑行波效应的非一致激励是

更合理的地震动输入方法。Newmark [15]提出地下管道

在地震波作用下的分析方法，考虑行波效应，略去惯

性力的影响和管土间相对位移。Wang 等[16]不考虑惯

性力和阻尼影响，提出拟静力方法，指出地震波相位

差对地下管道的影响较大。此外，已开展的埋地管道

研究表明非一致地震激励引起的管道沿线不同的土体

运动，可能是造成埋地管道失效破坏的重要原因[17-18]。

鉴于此，国内学者开展了非一致地震激励下埋地管道

的振动台试验。孟海[19]首次采用两个独立剪切模型

箱，开展了埋地管道纵向、横向非一致激励振动台试

验，对管-土结构体系的加速度、位移、应变等结果进

行分析，结果表明，横向地震动作用下，管道产生了

纵向弯曲变形，应变反应比纵向地震动作用下更大，

管-土之间的滑移更小。但试验中两独立模型箱中间无

覆盖土层，模型土体不连续，造成了中间部分的管道

裸露。Yan 等[20]采用独立控制的双台面振动台，开展

了埋地管道三向非一致激励双台阵振动台试验研究，

探讨了管道的加速度、应变以及土体加速度等参数的

变化规律，模型土体亦存在不连续的情况。上述虽考

虑了非一致激励的影响，但均未考虑场地非均匀性的

影响。 
本试验在充分吸取现有振动台试验和理论研究成

果对埋地管道结构地震反应认识的基础上，考虑场地

条件、模型结构材料及输入地震动特性等，针对埋设

在非均匀场地中的管道开展了横向一致、非一致激励

振动台模型试验。本文对不同场地条件、不同激励方

式、不同地震强度作用下埋地管道的加速度和应变等

试验数据进行分析，研究了横向非一致激励下非均匀

场地中埋地管道的地震响应特性及其变化规律。 

1  振动台模型试验介绍 
1.1  试验模型设计 

本试验采用自主研制的悬挂式连续体模型箱

（SCMB），在北京工业大学振动台台阵系统上开展了

埋地管道三台阵振动台试验，如图 1 所示。模型箱的

制作考虑 3 个方面。 

 
图 1 振动台系统及悬挂式连续体模型箱(mm) 

Fig. 1 Shaking table system and suspension continuum model  

box (mm) 

（1）结构坚固，连接可靠，在最大加载等级下模

型箱可以稳定地进行试验。 
（2）在考虑振动台系统的承载能力的情况下，模

型箱尺寸可以保证场地土体的连续性和有利于模型管
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道的布置。 
（3）模型箱与场地土之间的满足动力试验要求，

模型箱效应不明显；有利于多点非一致激励加载。 
对连续体模型箱空箱基频试验和自由场试验进行

了有限元数值模拟，结果表明所设计连续体模型箱的

动力特性和边界效应基本满足试验要求。SCMB 的设

计及适用性验证分析详见文献[21]。 
试验中管道和土体的相似比基于 Backingham 定

理[22]设计。相似关系的确定详见文献[23]。管道和土

体的几何相似比 Sl=1/10，弹性模量相似比 SE 分别为

1/57，1/4，密度相似比分别为 1/6.5，1，应变相似比

S=1，频率相似比 Sf=5，加速度相似比 Sa=2.5。 
管道原型为大直径管道，长 60 m，直径 1.5 m，

厚 20 mm，根据几何相似关系，模型管道长 6.0 m，

直径 0.15 m，厚 2 mm。为了更好地反映管道在地震

动作用下的变形特性，便于测得管道的应变，采用模

量较低的有机玻璃管。模型管道的敷设如图 2 所示。

管道的材料参数如表 1 所示。 
表 1 管道的材料参数 

Table 1 Material parameters of pipelines 

类型 材质 弹性模量

/GPa 
密度 

/(kg·m-3) 
长度 
/m 

管径 
/mm 

壁厚 
/mm 

原型 钢管 210 7800 60 1500 20 

模型 有机 
玻璃管 3.2 1200 6 150 2 

 
图 2 模型管道敷设示意图 

Fig. 2 Schematic diagram of laying model pipeline  

试验模型土取自北京地铁 14 号线北工大站 10 m
深的砂土和 14 m 深的粉质黏土。土体采用直径 20 cm
的铁锤夯实，将场地土划分为 3 个区域，均匀场地土

体均为砂土，非均匀场地两端区域为砂土，中间区域

为粉质黏土如图 3（a）所示。 
1.2  试验输入地震动及加载方案 

为研究输入地震动特性对埋地管道结构地震反应

的影响，本试验选择 El-El-Centro 地震动、Kobe 地震

动及 BJ-北京人工合成地震动 3 条地震动记录作为输

入地震动，其频率和峰值根据模型土的相似关系按 5
倍和 2.5 倍进行调整，如图 4 所示，为考虑地震动行

波效应的影响，相邻子台的地震动输入延迟设置为 1 
s，在每级加载前进行 WN-白噪声激振，获取场地的

动力特性。振动台试验加载工况如表 2 所示。 
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图 3 传感器布置图 

Fig. 3 Arrangement of sensors

表 2 振动台试验加载工况表 

Table 2 Loading events of shaking table tests 

加载等级 地震动 横向加速度峰值/g 
原型 1/10 模型 

扫频 WN 0.05 
0.10 
0.20 
0.40 
0.62 

0.05 
0.25 
0.50 
1.00 
1.55 

一级加载 EL，Kobe，BJ 
二级加载 EL，Kobe，BJ 
三级加载 EL，Kobe，BJ 
四级加载 EL，Kobe，BJ 

 

图 4 输入地震动的加速度时程 

Fig. 4 Applied ground motions 

1.3  试验传感器的布置 

非均匀场地中传感器的布置如图 3，5 所示，均匀

场地中的布置与之一致。图 3（a）展示了布置在土体

表面的加速度计（A）和激光位移传感器（D）；图 3
（b）展示了模型管道的 9 个应变监测截面 S1-1—
S5-1；图 3（c）展示了布置在#3，#4，#5 箱体垂直中

心线的 X和 Y向加速度计。图 5（a）展示了#3，#4 箱

中管道环向布置的薄膜土压力计（MP）；图 5（b）展

示了#2，#3，#4 箱中管道环向布置的应变片（S）；图

5（c）展示了#1 和#5 箱中管道环向布置的应变片；图

5（d）展示了布置在#2，#3，#4 箱中管道上的微型加

速度计（MA）。 

2  试验结果和分析 
2.1  加速度时程曲线 

图 6，7 展示了在横向一致和非一致激励下不同场

地下埋地管道（MAY1）和周围土体（AY17）在监测断

面 2（#4 箱）的加速度时程和傅氏谱。由图可知，埋

地管道和及其周围土体在不同激励方式，不同场地条

件下的加速度时程曲线都吻合较好。说明横向地震动

作用下，管道主要受周围土体的约束，其加速度反应

基本与周围土体相同。在一致激励作用下，管道和周

围土体加速度傅式谱的频率分布较为一致，在较低加

载等级下，非均匀场地中的管道和土体的加速度幅值

比均匀场地大 35%左右。在较高加载等级下，非均匀

场地和均匀场地中管道和土体的加速度反应几乎相

同。在非一致激励下，管道的加速度傅式谱的频带相

比于管周土稍宽，低频分量放大幅度稍大，同一加载

等级下，非均匀场地下管道和土体的加速度反应稍小。 

2.2  管周应变时程曲线 

图 8 展示了 0.5g加载时，横向一致和非一致激励

下均匀场地和非均匀场地中管道应变截面 S4-2 监测

点 0°和 180°，90°和 270°的应变时程曲线。结果

表明，在所有工况中管道截面 0°和 180°测点的应变 

 

图 5 管道截面传感计布置图 

Fig. 5 Layout of sensors of pipeline section 
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图 6 一致激励下土体与管道的加速度反应 

Fig. 6. Acceleration responses of soils and pipelines under uniform excitation 

 
图 7 非一致激励下土体与管道的加速度响应 

Fig. 7 Acceleration responses of soils and pipelines under non-uniform excitation  
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图 8 El Centro 地震动作用下均匀场地与非均匀场地中管道的应变时程曲线 

Fig. 8 Time-history curves of strain of pipelines in homogeneous and inhomogeneous soil sites under El Centro excitation

时程的相位和波形基本吻合，而管道截面 90°和

270°测点的应变时程相位相反。与管道截面 0°和

180°测点的应变响应相比，管道截面 90°和 270°测

点的应变相对较大，非均匀场地中管道的应变比均匀

场地中稍大。与横向一致激励相比，在加载等级 0.5g
非一致激励作用下管道的应变没有明显改变。说明在

横向地震动 0.5g作用下，均匀和非均匀场地中的管道

被周围土体夹裹随其主要产生了纵向弯曲变形。 
2.3  管道轴向应变峰值 

图 9，10 展示了均匀和非均匀场地中，在横向一

致、非一致地震动作用下，管道的纵向弯曲拉、压应

变峰值（每个截面多个测点的拉伸、压缩应变峰值平

均值）。 
由图可知，管道拉、压应变峰值曲线在均匀和非

均匀场地中沿管道轴向的变化趋势相似，中间截面

S3-1、S4-1 处管道拉伸、压缩应变峰值较大，随着加

载等级的增加，管道拉、压应变峰值随之增大，且增

大的速率逐渐变大。在一致激励作用下，在非均匀场

地土质变化过渡区及粉质黏土中（管道截面应变

S3-1、S4-1）的拉伸应变峰值比均匀场地中更大，在

1.0g，1.55g加载等级时，与均匀场地相比，最大拉应

变峰值高 30%左右，但其最大压缩应变峰值比均匀土

中略小。此外，在较高加载等级 1.0g，1.55g 时，均

匀土中管道的应变响应非一致激励比一致激励大两倍

左右。但非均匀土中管道的应变响应变化不明显，且

与一致激励下不同，在非一致激励较高加载等级 1.0g，
1.55g 时，最大拉应变峰值比均匀场地低 30%左右，

且出现在粉质黏土中管道应变截面 S3-1 处。说明在非

一致激励和非均匀场地共同作用下管道的地震响应比

单一影响因素作用下有所减小。 
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图 9 管道拉伸应变峰值沿管道长度的变化曲线 

Fig. 9 Curve of peak tensile strain of pipelines along their length  

 

 

 

 

图 10 管道压缩应变峰值沿管道长度的变化曲线 

Fig. 10 Curve of peak compression strain of pipelines along their  

length 

2.4  管道弯曲应变与加载等级的关系 

图 11，12 是管道横截面 S2-3，S3-1，S4-1 纵向

弯曲峰值应变随加载等级变化趋势图。 
由图 11，12 可知，均匀和非均匀场地中埋地管道

的纵向拉伸和压缩应变在一致、非一致激励作用下，

随着加载等级的增大基本呈线性增加的趋势。对有机

玻璃材料的拉伸、压缩材性试验显示，在±10000 με
范围内其应力-应变大致呈线性关系。结合振动台试验

结果可知，在一致、非一致激励作用下，动应力-应变

基本呈线性关系，埋地管道刚度基本不变，也说明管

道反应基本服从于周围土体的反应，与 2.1 节中管道

加速度反应分析的结论相互印证。在一致激励作用下

非均匀场地中的管道的拉伸应力–应变关系曲线的斜

率相比于均匀场地明显增大，说明非均匀场地中埋地

管道的拉伸应变对地震等级的增大更加敏感。 

 

图 11 管道拉伸应变峰值随加载等级变化趋势 

Fig. 11 Variation trend of pipeline tensile strain with loading  

intensity 
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图 12 随加载等级增加管道压缩峰值应变的变化趋势 

Fig. 12 Variation trend of peak compressive strain of pipelines  

with loading intensity 

 

3  结    论 
本文对横向非一致激励下砂土均匀场地和砂土、

粉质黏土非均匀场地中的埋地管道进行了多台阵振动

台试验研究，得到 3 点结论。 
（1）埋地管道在横向一致、非一致激励下管道与

周围土体的加速度反应基本一致，但在非一致激励下，

埋地管道的加速度傅式谱频带稍宽，低频分量放大幅

度稍大。一致激励下，非均匀场地中的管道和土体的

加速度幅值比均匀场地大 35%左右，非一致激励下，

非均匀场地下管道和土体的加速度反应反而稍小。 
（2）均匀场地和非均匀场地中，埋地管道在横向

一致、非一致激励下随土体纵向弯曲变形，产生了弯

曲应变，与均匀场地相比，非均匀场地中管道的应变

明显增大，但在加载等级 0.5g非一致激励作用下管道

的应变没有明显改变，非一致激励对管道的应变响应

影响较小。 
（3）在较低加载等级下，地震动激励方式和场地

条件变化对管道应变响应的影响较小，但随加载等级

增加二者的影响较为显著，在只考虑非一致激励或非

均匀场地相比于一致激励和均匀场地对管道响应的影

响时，管道的应变都显著增大，而同时考虑非一致激

励和非均匀场地时，管道的应变响应反而较只考虑单

一因素时减小。 
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摘  要：国际主流规范 API 推荐 p–y 曲线分析海上风电钢管桩基础的水平非线性响应。该 p–y 曲线通过单参数刻画

了土体应力应变的发展规律从而间接控制桩土非线性响应。但因过度简化，在长期使用中已暴露出低估桩侧承载力，

且无法准确预测桩土初始刚度等问题。为此，首先定义了含土体小应变特性的应力应变曲线，再基于虚拟加载上限法

获得考虑该土体应力应变关系的数值 p–y 骨干曲线。结合参数分析，拟合得到二维 p–y 骨干曲线表达式。进一步结合

三维极限承载力系数、桩土初始刚度和剪应变系数，将 p–y 骨干曲线拟三维化，并分别与三维有限元和工程实例对比

验证其合理性。与 API 规范相比，该 p–y 骨干曲线不但准确预测桩侧承载力，对变形控制极严的海上风电钢管桩基础

而言，其更显著优点在于通过考虑土体小应变特性实现准确预测桩土初始刚度。 
关键词：水平受荷桩；软黏土；p–y 曲线；虚拟加载上限法；小应变  
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T-EMSD-based p-y curve of laterally loaded piles in clay considering               
small-strain behavior 
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Abstract: The international popular API code recommends the p-y curve method to analyze the nonlinear behavior of offshore 

wind turbine (OWT) steel pipe piles. The p-y curve controls the pile-soil nonlinear response only through one parameter 

regarding the development of stress-strain relation of soils. This over-simplification results in the inaccurate evaluation of the 

lateral initial stiffness of pile-soil and the underestimation of the bearing capacity. Therefore, the stress-strain curve with soil 

small-strain behavior is first introduced to achieve a numerical p-y backbone curve by using the total-displacement-loading 

extended mobilized strength design method (T-EMSD). The expression for the two-dimensional p-y backbone curve is then 

fitted from the numerical results. The three-dimensional effect of the proposed p-y curve is further considered by incorporating 

the three-dimensional ultimate capacity factor, the initial subgrade modulus and the compatibility factor. The rationality of the 

proposed p-y curve is verified against the results from the three-dimensional finite-element analysis and field tests. Compared 

with API code, the proposed p-y curve can provide a more reasonable prediction for both the bearing capacity and the initial 

stiffness of pile-soil by considering the soil small-strain behavior, which is a significant advantage for the OWT pile foundation 

with strict deformation control. 

Key words: laterally loaded pile; soft clay; p-y curve; T-EMSD method; small strain

0  引    言 
海上风电作为可再生清洁能源在中国得到了大力

发展。高耸的风电结构长期受到风浪流等引起的水平

荷载，据统计其基础承受的水平荷载可达竖向荷载的

75%～120%，因而区别于传统的陆上基础，海上风电

基础以水平受荷控制为主。目前，大直径单桩（水深

<30 m，桩径 4～8 m）和导管架钢管桩（水深<50 m，
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桩径 2～5 m）是主力基础形式。海上风电机组运维要

求极高，国际主流设计规范 DNV[1]和 API[2]均严格规

定其基础顶部的永久转角不允许超过 0.5°。因此，合

理计算大直径钢管桩的侧向变形是风电基础优化设计

的关键。 
得益于 p–y 曲线方法计算过程高效、结果稳定、

参数明确、易于被设计人员掌握，DNV[1]和 API[2]均

推荐采用 Matlock[3]p–y 曲线计算软黏土地基中水平

受荷钢管桩的侧向变形，其表达式为 
1/ 3

u 50

0.5p y
p y

 
  

 
  ，          (1) 

式中，y 是桩身水平位移，p 是桩侧土体反力， up 为

桩截面深处的水平极限承载力， 50 502.5y D ，D 为

桩径， 50 为三轴固结不排水试验得到的应力应变曲线

上 1/2 强度值对应的轴向应变。由此可见，该 p–y 曲

线通过引入土体参数 50 控制了 p–y 曲线 50%极限承

载力所对应的位移 50y ，从而间接控制 p–y 曲线发展

过程。值得注意的是， 50y 与 50 之间的关系依赖于桩

径，而上述表达式是 Matlock[3]基于直径为 0.324 m 的

试桩数据回归而来，诸多研究[4-6]表明已不适用于现实

的大直径钢管桩。而且，土体 50 通常处于 0.005到 0.02
量级 [3]，但统计显示风电桩基在正常使用状态下

（SLS）引起土体应变量级约为 5×10-5～0.02。显然，

仅通过 50 无法准确描述土体处于小应变阶段的变形

特性，进而错误估计桩侧刚度。鉴于海上风电结构对

变形控制要求极高，很有必要建立能考虑土体小应变

特性的 p–y 曲线。 
现有研究中可以完整考虑土体应力应变关系的桩

土相互作用分析方法较少。Ashour 等[7]根据极限平衡

法构建桩周土体的楔形体变形模式可估算桩周土体应

变值，再与土体应力应变曲线结合建立了准确性较高

的应变楔法（strain wedge method），但该方法计算较

为复杂，且无法直接得到的 p–y 曲线，因而在工程界

难以推广。相比之下，基于 MSD 方法建立 p–y 曲线

具有可行性。Osman 等[8]提出了 MSD 法，通过联系

浅基础引起的应变场和土体应力应变曲线建立了浅基

础荷载-沉降曲线。黄茂松等[6]和 Yu 等[9]进一步建立

了虚拟上限加载法（T-EMSD 方法），得到桩周土体平

均剪应变与桩身位移的关系，结合双曲线应力应变关

系得到了水平受荷桩的 p–y 曲线表达式。但 Yu 等[10]

在模拟离心试验结果时指出该表达式显著低估了桩在

小位移下的响应。进一步说明建立一种考虑土体小应

变特性的 p–y 曲线的必要性。 
HSS 模型（hardening soil small）作为目前较为成

熟的小应变弹塑性本构模型，已在基坑工程、隧道开

挖领域得到广泛的应用，但在桩土系统分析中鲜有运

用。HSS 模型的小应变模块采用了 Benz 等[11]提出的

小应变 Overlay 模型，可以考虑应力历史对小应变刚

度衰减的影响，材料参数也较少且已经积累了足够的

工程经验。但因为 MSD 和 T-EMSD 均是基于非线性

弹性应力应变关系曲线推导而来的分析方法，为此本

文首先构建了一种适用于饱和黏土的考虑土体小应变

特性的应力应变曲线，实现对土体特性从小应变到大

应变的连续刻画。再结合 T-EMSD 方法得到考虑土体

小应变特性的桩侧 p–y 曲线。最后，将所得 p–y 曲

线与有限元及现场试验结果对比，验证实用化后的

p–y 曲线的适用性。 

1  考虑小应变特性的 p–y 曲线 
1.1  基于二维 T-EMSD 方法的 p–y 曲线 

极限分析上限法通过构建相容的速度场可获得塑

性问题的上限承载力。以此为基础，MSD 法通过构造

连续速度场建立应变和结构物位移的联系，并引入土

体强度随应变发展的关系，从而获得结构物和土体相

互作用的上限荷载位移曲线。但构造优秀的相容连续

速度场十分困难。 
T-EMSD[9]将 EMSD[12]给出的能量守恒方程转化

为等效弹性虚功方程，其中土体应变与强度发挥关系

转恰好被转化为土体等效非线性剪切模量 ( )G  ，该转

化可将 EMSD 的优化问题转变为采用弹性迭代的方

法获得稳定且优秀的相容速度场，可直接计算任意边

界位移加载量下的土体反力，无需增量加载过程，黄

茂松等[6]已证明若给定的位移加载量足够大，则该等

效弹性问题的最终承载力是原问题的一个上限解，连接

多个不同位移下对应的反力，则可获得完整的荷载–位

移曲线（计算过程见图 1）。该方法已被用于二维[13]

和三维[14]水平受荷桩、二维[15]和三维[16]地基承载力以

及三维隧道开挖面稳定分析[17]。 
因 MSD 法（和 T-EMSD 法）只能得到数值的荷

载–位移关系，无法直接给出解析形式，为此 Klar[18]

又给出了配套的解析形式推导过程。首先，从 MSD
连续速度场中提炼出剪应变系数 cM 以标定桩身位移

与桩周土体平均剪应变 avg 的比例关系，再引入双曲

线应力应变关系： 
a u

1 3
s a 1 3 ult u s

2
1/ /( ) 1 3 /

s
E

q
E s


 

   
   

  
，(2) 

式中， sE 为三轴试验应变范围内的土体弹性模量，剪

应变 q3/2  与 HSS 模型定义一致，q 是剪应力。最

终 Klar[18]推导出水平受荷桩解析 p–y 曲线如下： 
*

*
p 0 u 0 u

c s

1.5 0.5kp N r s r s k y
M E

      
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p 0 u 0 u p 0 u
c s

1.5 0.5 2kN r s r s k y k N r s y
M E

 
   

 
。(3) 

 
图 1 T-EMSD 迭代示意图 

Fig. 1 Iteration diagram of T-EMSD method 
黄茂松等[6]进一步使用 T-EMSD 方法优化了剪应

变系数 cM 和极限承载力系数 PN ，表 1 给出了二维情

况不同边界条件下的剪应变系数值。 
表 1 剪应变系数 cM   

Table 1 Values of compatibility factor cM   

上限解 完全胶结 完全光滑 
Klar[18]（MSD：单层） 1.30 1.35 

黄茂松等[6]（T-EMSD：100 层） 0.80 0.90 

需指出，该解析 p–y 曲线的推导是 MSD 方法的

一种近似解，Yu 等[9]已证明式（3）较 MSD 和 T-EMSD
方法的直接数值解偏高。更重要的是，式（3）依赖的

双曲线应力应变关系亦未考虑土体小应变特性。为此，

本文将在 T-EMSD 方法（如图 1 所示）中引入能考虑

土体小应变阶段的模量非线性衰减规律以得到 p–y
曲线。 

小应变范围内切线剪切模量G 采用简化形式的

Hardin 和 Drnevich 衰减曲线（HSS 模型基于相同的衰

减规律）： 
0

2
0.7(1 0.385 / )

G
G

 
   ，        (4) 

式中， 0G 为非常小应变阶段的土体初始剪切模量，

0.7 为剪切模量衰减到约 0.7 倍 0G 时的剪应变值。该

式无法适应应变较大的情况，土体进入较大应变阶段

时切线剪切模量采用 Duncan-Chang 双曲线模型确定： 
2

50 a

f

(1 / )
(2 )(1 )
E q q

R
G





 

  。          (5) 

式中   fR 为破坏比； =0.5 为总应力泊松比；

fa f/q q R ， uf 2q s 为土体破坏时的剪应力； 50E 是

三轴固结不排水试验 f0.5q q 时对应的割线模量，即

50 u 50/E s  。 
为保证小应变至较大应变阶段模量的光滑过渡，

令剪切模量G 取式（4），（5）中的较大值，通过联立

式（4），（5）求解得到衔接点的剪应变值 cut 为 

0

0

0

f
50

u.7

cut

f

(2 )

0.

(1

385

) 1G R
E

G R
s






  



  ，     (6) 

图 2 显示了给定参数组合下（ u 20 kPas  ，

0 21 MPaG  ， 50 3 MPaE  ， 4
0.7 2 10   ）本文

T-EMSD 数值 p–y 曲线的计算结果（桩土完全胶结）。

同时绘出了 Klar[18]和黄茂松等[6]基于双曲线应力应变

关系的 p–y 曲线结果（式（3）），由于该 p–y 曲线非

常依赖于弹性模量 sE 的选取，因而采用 3 种典型的取

值方法进行对比：①以 T-EMSD 结果为准，匹配其初

始刚度，则直接采用 0G 换算 sE ，显然这严重高估整

体 p–y响应；② sE 参照USACE[19]手册直接根据 us 插

值，则 s u200E s ，该值可认为是常规三轴试验土体

应变范围对应的弹性模量，但图 2 显示其显著低估整

体 p–y 响应；③以 T-EMSD 结果为准，匹配其较大

位移时的 p–y 响应，则 s u350E s ，但却无法体现小

位移范围内的桩土非线性关系。不仅是 Klar[18]和黄茂松

等[6]的 p–y 曲线，Georgiadis 等[20]的双曲线型 p–y 曲

线同样如此，受弹性模量 sE 的影响非常显著。这说明

了基于双曲线应力应变关系的局限性和本文工作的必

要性。 

  
①弹性模量 sE 根据小应变剪切模量换算 s 03E G ；②弹性模量

sE 根据 USACE[19]手册插值 s u200E s ；③弹性模量取

s u350E s   

图 2 桩身荷载–位移曲线  

Fig. 2 Load-displacement curves of fully bounded pile 
1.2  拟合 p–y 骨干曲线 

T-EMSD 数值 p–y 曲线具有较高精度[13-17]，但由

于缺乏解析表达式而不便于工程推广和应用。尽管采
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用 Klar[18]给出的近似法通过结合式（4），（5）也可推

导出类似式（3）的解析 p–y 曲线，但形式十分复杂。

因此本节通过直接拟合 T-EMSD 数值 p–y 曲线获得

水平受荷桩 p–y 骨干曲线。 
经大量参数分析， ( )G  曲线中所涉及参数可简

化为 3 个关键量 0 u/G s ， 0 50/G E 和 0.7 。p–y 骨干曲

线的表达形式可借鉴 Jeanjean[21]基于有限元和离心试

验结果在 Dunnavant 等[22]基础上修正而来双曲正切形

式： 
0.5

0

u u

tanh
100

Gp y
p s D

     
   

  ，     (7) 

但由于 Jeanjean[21]仅针对一种土体（ 0 u/ 550G s  ）

开展了试验，因而未能充分考虑 0 u/G s 的影响。Byrne
等[23]基于现场试验及数值结果发现 0 u( / )( / )G s y D 更

适合作为水平位移的无量纲形式。 
结合上述现有成果，本文进一步建议如下 p–y

骨干曲线修正形式： 

0
c

u u

tanh
b

Gp ya M
p s D

  
   
   

  ，      (8) 

式中，a，b 为与参数 0 50/G E 和 0.7 有关的系数。剪应

变系数 cM 被纳入归一化变量中体现了 T-EMSD 方法

的基本理念， cM 直接影响由于桩身位移引起的土体

平均剪应变大小，进而影响土体反力的发挥。 
对常见黏土类别进行广泛调查和总结： 0 50/G E 通

常位于 3～15，对极软黏土 0 50/G E 可能大于 15；参考

剪应变值
4

0.7 (10 ) 
常位于 1～6。在此范围内拟合得到

参数 a，b 的表示式如下： 
1/ 3 1/3

0 0
0.7

50 50

1/ 7
0.030

0.7
50

195 0.23  

1 0.51  

G G
a

E E

G
b

E





    
    
   

 

    
  

，

。

   (9) 

  

图 3 分段示意图  

Fig. 3 Piecewise diagram of p-y curve  

针对 Jeanjean[21]的离心试验，根据附录中式（A6）
可确定土体参数 4

0.7 2.3 10   ， 0 50/ 5.5G E  ，即

a=0.21，b=0.494，此时本文建议的 p–y 曲线（式（8））
近似退化为 Jeanjean[21]式（7）。此外 Jeanjean[21]式（7）

和 Matlock[3]式（1）在计算时均存在初始刚度无穷大

的问题，本文借鉴 API[2]规范的做法进行分段处理。

用初始刚度线 inK 截取式（8），如图 3 所示，分段点

之前 p–y 骨干曲线为线性关系，分段点之后为双曲

正切关系。图 4 为不同参数组合下采用式（8），（9）
对 T-EMSD 数值 p–y 曲线的拟合情况，该形式能够

准确刻画 T-EMSD 数值 p–y 曲线的特点。 

 

图 4 拟合 p–y 曲线与 T-EMSD 方法对比  

Fig. 4 Comparison of p-y curves by fitting and T-EMSD  

2  水平受荷桩拟三维分析 
2.1  拟三维 p–y 曲线构造 

上文已基于 T-EMSD 法得到了 p–y 骨干曲线，

p–y 曲线是单位长度桩身截面上的荷载位移关系，分

析三维水平受荷桩时需要进一步在骨干曲线中桩土初

始刚度 inK 、极限承载力系数 PN 和剪应变系数 cM 的

随深度的变化规律，如图 5 所示，从而实现 p–y 的拟

三维化。 
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桩土初始刚度 inK 反映的是桩-土初始时刻的相互

作用，Zhang 等[24]推导了三维弹性空间中水平受荷桩

的弹性地基模量，比 Vesic 地基模量更适合当前问题，

其表达式（详见附录式（A1））可以考虑桩身刚度 EI 、
长径比 /L D 对初始刚度的影响。 

  
图 5 水平受荷桩拟三维分析  

Fig. 5 Construction of p-y curve considering three-dimensional  

effects  

极限承载力系数 PN 反映的是极限状态下的桩-

土相互作用，本文采用 Yu 等[25]构建三维组合机构通

过上限分析法得到的承载力系数 PN ，该形式（详见

附录式（A3））是当前最优上限解，已被挪威土工所

发文推荐[26]。 
剪应变系数 cM 反映的是桩-土相互作用从初始

状态到极限状态的发展速率。水平受荷桩三维分析时，

随着埋深增加桩侧承载机构由浅层楔形体机构转化为

深层平流机构，因此 cM 亦具有三维效应。Li 等[14]基

于桩侧三维上限机构提出了考虑三维效应的 cM 剖面

表达式（详见附录式（A5）），建立起 cM 与 PN 的联系。 
为开展拟三维 p–y 曲线构造方法的有限元验证，

通过 UMAT 二次开发构建各向同性的非线性弹性模

型，应力–应变的增量关系包含不相互耦合的体变和

剪切变形两部分： 

p

q

 
3  

p K
q G





 
 

，

，




               (10) 

式中， p 是平均主应力增量， p 是体应变增量，q是
剪应力增量， q 是广义剪应变增量。剪切模量G 如

1.1 节所述，为模拟饱和土体的不排水特性（即无体

变），式（10）中的体变部分在剪切模量已知的前提下

通过下式计算： 
2(1
3(1

)
)2

K G






  ，          (11) 

其中， 为总应力泊松比，取 0.495 以近似模拟无体

变的特性。 
为近似模拟现场土层条件，土体参数 us ， 0G 及

50E 沿深度的变化设置为线性分布。大直径钢管桩悬

臂长 2 m，直径 2 m，桩身 200 GPaE  ，泊松比 0.3，

壁厚 0.05 m，采用 S4R 壳体单元。土体为正常固结黏

土，相关土体参数 us ， 0G 及 50E 如图 6 所示，
4

0.7 2 10   。土单元采用 C3D8，可得到较精确的应

力积分结果，桩土界面粗糙。以桩顶转角 0.25°作为位

移加载控制标准。 

  
图 6 土体参数沿深度变化  

Fig. 6 Variation of soil parameters along depth  

采用 Fan 等[27]推荐的方法从 ABAQUS 后处理结

果中提取各深度处的 p–y 曲线。图 7 显示了不同长径

比 /L D 的大直径单桩各深度处的 p–y 曲线，有限元

结果表明：各深度处的 p–y 曲线形态基本不随桩埋深

而变化，只是土体反力的发挥程度有所不同。同时本

文基于 T-EMSD 方法拟合的 p–y 曲线与有限元吻合

较好。考虑了真实的桩身运动模式，验证了本文 p–y
骨干曲线、桩土初始刚度剖面以及极限承载力系数剖

面的合理性。 

 
图 7 p–y 曲线对比（Winkler 方法与有限元） 

Fig. 7 Comparison of p-y curves between Winkler and FEM 
2.2  与现场原位试验对比 

（1）Incheon Bridge Site 现场试验  
为了说明考虑小应变特性的必要性及本文 p–y

骨干曲线的适用性，首先选用 Kim 等[28]在 Incheon 
Bridge Site 进行的现场水平加载试验进行对比。该试

验桩直径 2.4 m，埋深 44.3 m，截面抗弯刚度 4.2×107 
kN·m2，桩顶最终加载位移仅为 0.005 倍桩径，适合观

察小变形阶段的桩身 p–y 曲线响应。 
现场试验的土体参数见表 2，其中 us ， 0G 分别根
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据 Kim 等[28]和 Sun 等[29]现场原位测试所得， 0.7 根据

式（A6）计算 4
0.7 1 10   ， 50 u 50/E s  ， 50 则是

参照 API 规范取值 0.01，有效重度 7.5 kN/m3。两个深

度的 p–y 曲线均呈现在图 8 中，从中可发现 API 规
范由于采用幂函数型表达式在小位移范围内严重偏离

了实测值。本文 p–y 曲线由于考虑了土体小应变特性

在小位移范围内呈现出非线性，且与实测值非常接近，

说明在水平受荷桩加载过程中考虑土体小应变特性是

很有必要的。 
表 2 现场试验 1 土体参数 

Table 2 Soil parameters of field test Case 1 

深度 z/D us /kPa 0G /MPa 0.7 /(10-4) 50E /MPa 

2 18 10 1 1.8 
4 20 14 1 2 

 

图 8 现场试验 1 的 p–y 曲线对比 

Fig. 8 Comparison of p-y curves of field test Case 1 

（2）国内东南沿海某风电场现场试验  
本算例采用国内某风电场试桩试验进行验证，该

试桩直径 2 m，埋深 64.4 m，截面抗弯刚度 1.8×107 
kN·m2 ，场址平均水位 10 m，土体有效重度 7 kN/m3，

泥面处最终加载位移仅为 0.055D。根据桩身弯矩反算

桩侧土体反力，得到两个深度处的 p–y 曲线与模拟结

果呈现在图 9 中。土体参数 us ， 0G 由现场原位测试

所得， 50 u 50/E s  ， 50 参照 API 规范取值 0.015， 0.7
根据附录式（A6）计算，见表 3。从中看出本文提出

的 p–y 曲线方法与实测值较为吻合，而 API 规范严

重低估桩侧承载力。 
表 3 现场试验 2 土体参数 

Table 3 Soil parameters of field test Case 2 

深度 z/m us /kPa 0G /MPa 0.7 /(10-4) 50E /MPa 

3.6 13 12 4 0.87 
6.3 15 15 4 1.0 

 

图 9 现场试验 2 的 p–y 曲线对比 

Fig. 9 Comparison of p-y curves of field test Case 2 

 

3  结    语 
本文针对 API 规范在当下工程实践中暴露出的问

题，从理论出发，推导了一种可考虑小应变特性的    
p–y 曲线模型。首先采用 T-EMSD 方法获得考虑土体

应力应变关系的数值 p–y 曲线，弥补 API 采用 50 仅

考虑部分应力应变关系的不足。进一步拟合提出了便

于推广运用的 p–y 骨干曲线表达式。结合 Zhang 等[16]

修正的 Vesic 地基模量、Yu 等[17]基于三维组合机构通

过极限分析上限法得到的极限承载力系数、Li 等[18]

基于完全连续三维机构优化的剪应变系数剖面，将 p–
y 骨干曲线用于水平受荷桩 Winkler 地基梁分析。 

该 p–y 曲线较现行规范推荐的形式能更好地反

映桩身小变位情况下的桩土响应，反映土体刚度系数

0 u/G s 、参数 0 50/G E 和 0.7 对桩身 p–y 曲线的影响。

API 规范用于海上风电大直径单桩基础设计时，初始

阶段明显高估土体刚度和反力，极限状态低估承载力，

致使设计经济性差。 
p–y 曲线法作为一种小变形分析方法，认为桩身

水平位移足够小，进而垂直于桩身的土体反力仍可视

为水平。现今海上风电钢管桩基础，由于变形控制严

格十分适合 p–y 曲线的应用；而且经过多年发展，模

型中相关土体参数 0G ， 50E （ 50 ）和 0.7 的取值已积

累了足够工程经验，因此本文建议 p–y 曲线具有较

高推广价值。 
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附录： 
Zhang 等[24]推导的桩土初始刚度三维弹性解为 
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式中， 4
r p p /K E I EL 为桩土相对刚度系数， 为泊松比，取 0.5

以模拟不排水条件，z 为桩身深度，x 为系数 ( )z 中的积分变
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其中， 2 2
1 / 4 ( )R D z x   ， 2 2

2 / 4 ( )R D z x   ， 03E G

且 ( / 2)E L 表示 / 2L 深度处的土体弹性模量。 

Yu 等[25]基于三维上限分析而得的极限承载力系数 PN 为 

p p0 flow
u
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  ，       (A3) 

式中， P0N 为无重土浅层楔形体机构的极限承载力系数， 
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其中， N1=11.94 ， N2=3.22 ，  为桩土界面粗糙系数，

flow 3 3 1( )N N N N    为深部平流机构的临界承载力系数，

N3=9.2，临界转换深度 Rz 通过求解等式 P0 R u flowN z s N   得

到。 

Li 等[14]提出的考虑三维效应的剪应变系数 cM 为 

p0 R
c

R

0.051

0.8

N z z
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z z
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  。        (A5) 

初始剪切模量 0G 可通过现场标贯、剪切波速或室内共振

柱、弯曲元试验获得。对于常见类型正常固结黏土，小应变参

数 0.7 通常位于 41 10 ～ 46 10 ，比如：上海黏土层 0.7 =  

42.5 10 ；上海淤泥质粉质黏土层 4
0.7 =2.9 10  ；上海淤泥质

黏土层 4
0.7 =2.7 10  ；上海粉质黏土层 4

0.7 =3.4 10  。 0.7 显

著受到土体超固结比 OCR、塑性指数 PI 的影响，Stokoe 等在

Vucetic 等的研究基础上提出： 

0.7 0.7
6 0.3

ref p( ) 5 10 (OCR)I          ，    (A6) 

式中， 0.7 ref( ) 为 P 0I  时的剪应变值，约为 0.0001，或根据

Plaxis 手册提及的取值方法，在没有详细数据的情况下根据

0G 和莫尔库仑参数确定： 
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裂隙-孔隙双重介质 Darcy-Forchheimer 耦合流动模拟 
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摘  要：针对裂隙-孔隙双重介质非线性渗流问题，采用压力交换函数描述孔隙 Darcy 渗流和裂隙 Forchheimer 渗流耦

合特性，推导了渗流方程有限体积的数值格式，并编制了相应的计算程序。通过与单裂隙和相交裂隙渗流的 Frih 和

Arraras 解对比，验证了新方法的合理性。对富水深埋裂隙型围岩隧道非线性渗流问题的计算表明，所提算法对复杂裂

隙系统问题具有很强的适用性。进一步分析隧道围岩渗流特征：越接近隧道位置，水压梯度越大，流量也越大；隧道

周围水压梯度呈现“底部大，顶部小”的特点，最大相差 2.5 倍，因此隧道底部的流量大于顶部流量；裂隙方向均匀性

和密度是影响隧道围岩水力特性的重要因素。在一定水力梯度下，裂隙方向越集中于水力梯度方向且密度越大时，围

岩导水性越大，隧道流量越大，越容易发生涌水事故。研究成果为裂隙型围岩隧道防水设计及工程实践提供参考。 
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Abstract: Aiming to solve the nonlinear flow in fractured porous media, the coupling characteristics between Darcy flow in 

pores and Forchheimer flow in fractures are described by means of the pressure transfer function. The finite volume numerical 

form of seepage equations is derived, and the corresponding numerical code is written. The flow solution by the proposed 

method for single fracture and intersecting fracture is verified against Frih and Arraras’ solution. Based on this method, the 

fluid flow behavior of a fractured rock deep-buried tunnel is simulated, which shows it has strong applicability to flow in 

complex fracture system. The nonlinear flow of tunnel is also analyzed. The results show that the hydraulic gradient of 

surrounding rock is characterized by "large at bottom and small at top", with the maximum difference of 2.5 times. Therefore, 

the flow rate at the bottom of the tunnel is greater than that at the top. The distribution homogeneity and density of fracture are 

the important factors that affect the hydraulic behavior of fractured rock tunnels. At certain water pressure, the more fractures 

concentrated in the direction of water pressure and the greater the density is, the greater the surrounding rock conductivity is 

and the greater the flow rate of tunnel is. In this condition, water-inflow accident of tunnels will be prone to occur. The research 

results may provide reference for the waterproof design and engineering practice of fractured rock tunnels. 
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0  引    言 
矿山、石油、水力水电、地热开采等工程无不涉

及岩体渗流问题。①岩体裂隙渗透率高，流体在裂隙

中快速流动；②岩块渗透率较低，流体也会缓慢通过
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岩块中微小孔隙，两者相互作用，存在着复杂的耦合

过程。因此，建立有效的岩体渗流模型仍然充满着挑

战。自 20 世纪 70 年代，基于裂隙特性和分布规律的

认识，各种岩体渗流模型相继被提出[1]。 
连续介质模型（continuum media model）[2-6]适用

于岩体中含大量规则分布的微小裂隙。基于均质理论，

以渗流系数张量理论、广义达西定律和流体连续性方

程为基础，推导得到流量和压力的偏微分方程。通过

初始条件和边界来求解该偏微分方程组，得到整个流

场的速度场和压力场。但当研究区域存在多个大型断

层或者不连续面时，采用等效连续介质模型的合理性

有待商榷。离散裂隙网络模型（fracture network model）
[7-10]仅考虑岩体中宏观裂隙的渗流情况，这些裂隙通

常根据裂隙的产状、大小、水文参数等随机生成。以

各裂隙交叉点处的流量平衡原理建立控制方程，然后

结合单裂隙流动方程，得到压力与流量的矩阵方程。

最后求解该方程组，得到速度场和压力场。离散裂隙

网络模型适用于岩体内分布较为稀疏的大规模裂隙。

但它不考虑岩块的流动情况，在某些高孔隙率的岩体

中，可能误差较大。裂隙-孔隙双重介质模型（fractured 
porous model）[11-13]最早由 Barenblatt 等提出的，将裂

隙岩体的分为孔隙系统和裂隙系统，广义模型认为相

互连通的裂隙是流体流动的通道的，而孔隙和孤立的

裂隙是储存流体的，两者在相互连通的裂隙壁上进行

流量交换，满足流量守恒定律。流体在岩体中流动存

在着优先流特征。这种特性是指水绕过岩石基质优先进

入裂隙中。裂隙开度的不均匀性，使得流动以局部化指

流推进，而不是充满整个裂隙空间[14-15]。因此，与连续

介质模型和离散裂隙介质相比，双重介质模型考虑了

基质与裂隙渗透性的差异，能够较准确的刻画优先流

现象。同时考虑了水流的交换作用，使得模拟具有较

好的拟真性。张奇华等[13]总结了现有的两种双重介质

渗流计算方法的特点，即整体求解法和流量交换法。

流量交换法在处理发育程度高的裂隙方面更有优势。 
在早期，双重介质模型假设流体在裂隙或孔隙介

质流动符合 Darcy 定律。Darcy 定律已被证明在流速

较低的状态下符合多孔介质单相不可压缩流动，例如

渗透率低的地下岩体含水储层。然而，在钻井口或者

高渗透率裂隙区域中，流速较高，Darcy 定律并不适

用。为了描述高流速下渗流规律，最简单的方式之一

是在 Darcy 定律的基础上增加二次修正项，得到了被

广泛采用的 Forchheimer 定律。该定律结合了黏滞效

应和惯性效应：在低流量时，黏滞效应占主导地位，

模型简化为 Darcy 定律；增加流量时，惯性效应占主

导定位，使得压力随流量呈非线性增加。 
对于裂隙和孔隙的 Darcy 流，双重介质模拟方法

主要难点是 n 维（n=2，3）孔隙介质流动与 n-1 维裂

隙的耦合难题。近些年来，许多学者对该问题展开了

深入研究，例如，Lang 等[16]基于双重介质理论，提出

了一种裂隙-孔隙双重介质全渗透张量的计算方法。蒋

中明等[17]采用裂隙单元来考虑裂隙渗流对岩体渗流

的贡献，发展了双重介质嵌入裂隙连续方法

（embedded fractured continuum）。然而，考虑高渗压

下裂隙的 Forchheimer 流的双重介质渗流模拟少有报

道。该问题主要难点在于裂隙离散化后非线性系统的

求解问题。其中，Frih 等[18]采用了接触模型（interface 
model）处理裂隙，在接触处添加非线性传递条件，使

用区域分解技术将该问题简化成（n-1）维的非线性系

统问题。Arrars 等[19]采用了多重网格法来计算非线性

系统问题，并讨论对于双重介质 Darcy-Forchheimer
流动非线性系统的鲁棒性。结果表明，该算法严重依

赖于网格大小和 Forchheimer 系数。 
本文在前人研究基础上，考虑了裂隙介质的

Forchheimer 流动和孔隙的 Darcy 流动，采用有限体积

法，推导了 Forchheimer 和 Darcy 方程的数值格式，

采用压力交换函数描述两者的耦合效应，编制了相应

的模拟程序。通过 2 个算例验证了该方法的正确性，

最后基于该程序进一步探讨了裂隙方向均匀性和密度

对隧道围岩非线性渗流的影响机制。该方法为双重介

质 Darcy-Forchheimer 耦合流动模拟提供了一个新的

思路。 

1  控制方程 
1.1  孔隙介质渗流方程 

地下水在均质孔隙基质中渗流速度缓慢，遵循

Darcy 定律，且假定流体不可压缩，其流体在孔隙基

质中流动的质量和动量守恒方程为 

m
m m

k
u p


     ，           (1) 

m mu q    ，                (2) 

式中， mu 为孔隙介质渗流速度，km为孔隙介质渗透系

数，μ 为流体的黏滞系数，pm为孔隙介质流体压力，

qm为孔隙介质汇源项。 
1.2  裂隙介质渗流方程 

在高水力梯度下，地下水在裂隙中流动速度较快，

可采用 Forchheimer 定律描述。其流体在裂隙中压力

梯度和流速的关系如下[20]： 

f
f f f(1 )

k
|u | u p


      ，    (3) 

f fu q    ，                 (4) 

式中，uf 为裂隙介质渗流速度，kf 为裂隙介质渗透系
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数，μ 为流体的黏滞系数，pf 为裂隙介质压力，qf 为

裂隙介质汇源项，β 为 Forchheimer 系数。 
为考虑孔隙介质和裂隙介质流量相互交换的作

用，引入交换函数 Ψ 来说明两者的相互影响。孔隙介

质和裂隙介质流量交换的强弱与流体特性以及裂隙连

通性有关，因此，压力的交换函数可定义如下： 
fm m f mCI k p p

L





     ，       (5) 

mf f m fk p pCI
A





     。       (6) 

因此， fmΨ ， mfΨ 满足如下关系： 
mf fmd dΨ A Ψ L     ，         (7) 

式中，CI 为裂隙的连通度，L，A 分别为裂隙的面积

（长度）和孔隙的体积（面积）。连通度 CI 采用

Hajibeygi 等[21]定义，表达式为 

CI ij k
ij k

ij k

A

d
 ,

,
,

  ，             (8) 

式中，Aij,k为孔隙基质单元 ij 中裂隙 k 的总长度， ij kd
,

为裂隙单元 k 和孔隙基质单元 ij 中的平均距离，如图

1 所示： 

dk
ij k

ij

l A
d

A
 

,   。             (9) 

对该式展开，得到二重积分表达式： 
2 2

o o( ) ( ) d d

d d
k k

ij k

x x + y y x y
d

x y

      


 


, ，(10) 

式中，(x'ko, y'ko)为裂隙单元k在局部坐标系下的中心坐

标。式（9）一般在小部分情况下有解析表达式，而大

部分情况必须采用数值方法求解。Hajibeygi等[21]给出

了部分情况下的解析表达式。 

 

图 1 裂隙-孔隙双重介质离散示意图 

Fig. 1 Schematic diagram of fractured porous media 

将流量交换函数代入式（1）～（4），得到孔隙和

裂隙渗流方程： 

mfm
m m 0kq p Ψ


 

     
 

  ，    (11) 

fmf
f f f+(1 | |) + 0k p u u 


     。  (12) 

2  数值算法 
2.1  有限体积法数值格式 

（1）孔隙介质渗流方程数值格式 
将孔隙介质流域 Ω 离散成矩形单元 Ωij，如图 1

所示。对孔隙介质渗流方程进行积分，使用高斯理论，

式（11）的体积分可以转化为垂直于体外面的面积分： 

mfm
m m d

ij

k
q p Ψ V

 
  

         
    

mfm
m md d

ij ij

k
p Ψ s q V

 

 
   

 
 n  。 (13) 

采用有限体积法，得到每个单元 Ωij 渗流方程的

中心差分数值形式： 
m m

, ,
, 1, , 1,

m m

, ,
, , 1 , , 1

( ) ( )

( ) ( )

i j i jm m m m
i j i j i j i j

i j i jm m m m
i j i j i j i j

k ky y
p p p p

x x
k kx x

p p p p
y y

 

 

 

 

   
    
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    
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m f m
k

,

CI ( )=0
ij k

ij k ij
ij k

kq x y p p
  

 
    

 


 。 (14) 

（2）裂隙介质渗流方程数值格式 
同理，采用一维线单元离散裂隙，运用有限体积

法，得到每个单元渗流方程式（12）的中心差分数值

形式为 
f f

f f f f
1 1f f( ) ( )

k k
k k

k k k k

k kb b
p p p p

x x
 

 

   
   
      
 

 

i

m f f m
f

,

(1+ ) CI ( ) 0
j k

ij k k ij
ij k

ku q b x p p
 




 
    

 
 。

 (15)

 

2.2  相交裂隙处理 

当流体通过相交裂隙后，会导致流体水头损失，

影响着整个区域的渗流行为。Xiong 等[22]开展了交叉

裂隙渗流试验，讨论了相交裂隙水头损失问题，并指

出相交裂隙水头损失不可忽略。因此，为了考虑相交

裂隙对水头的影响，Karimi 等[23]采用下式计算两个相

交裂隙（i 和 j）的导水率 Tij： 

i j
ij

i j

U U
T

U U



   ，            (16) 
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          (17) 

式中，Δxf 为裂隙单元的长度，bi，bj分别为裂隙 i 和
j 的开度。 
2.3  求解策略 

按照有限体积法求解步骤，通过组装每个单元的

压力离散方程，包括孔隙介质和裂隙介质压力方程，

最后得到一个大型的稀疏方程组 T·x=A。系数矩阵 T
为 

mm mf

fm ff

T TT
T T

 
  
 

  。         (18) 

式中  Tmm 为孔隙区域传导矩阵；Tff 为裂隙的传导矩

阵，包括裂隙和裂隙交叉处的传导系数；Tmf，Tfm 为

孔隙-裂隙交换传导矩阵和裂隙-孔隙交换传导矩阵。

值得注意的是，裂隙传导矩阵 Tff是一个关于流速的函

数，因此组装得到的方程组是一个非线性方程组。为

了求解该方程组，采用直接迭代算法求解。 
一个大型非线性方程组可以写为 

  ( ) 0K R      ，          (19) 
式中，K 为系数矩阵， 为未知数向量，R 为常系数

向量。 
假设初始解为  ，因此一个近似解可以得到： 

0 ( )K K    ，             (20) 

  1
1 0K R 
   。            (21) 

重复上述过程，得到 i+1 步近似解为 

  1
1 ( )i iK R  
    。          (22) 

当||δi+1-δi||小于指定的容差要求时，近似解收敛于

最终解，迭代终止。这时，δi+1为非线性方程组的解。

通过多次的试算，容差取为 10-6。每一步迭代采用预

处理共轭梯度法求解线性方程组。 
基于上述计算方法，利用 MATLAB 编程功能设

计了裂隙-孔隙双重介质非线性渗流程序。其中，网格

划分方法如下，对于孔隙计算域采用均匀布点法离散

成矩形单元，裂隙采用均匀分段法划分成一维线单元。 

3  算例验证 
3.1  单裂隙算例  

所考察的算例来自Frih等[18]和Arraras等[19]报道。

该模型为 2 m×1 m 的长方形区域，中间位置为一开

度 0.01 m 的竖直裂隙。孔隙区域渗透系数 km为 10-9 
m2，裂隙渗透系数为 10-7 m2。孔隙区域左右边界分别

设置水压为 106，0 Pa，裂隙上下边界水压为 106，0 Pa，

其他边界为无流量边界，如图 2 所示。流体的密度为

1000 kg/m3，黏滞系数为 0.001 Pa·s。为了说明所提方

法的精确性，采用误差指标 e 来表示新方法与 Frih 等
[18]和 Arraras 等[19]解的差异： 

2
F or A
2

F or A

( )
100%

( )
p p

e=
p




新方法   ，  (23) 

式中，p 新方法为新方法计算的压力分布，pF or A为 Frih
等[18]和 Arraras 等[19]计算的压力分布。首先，模拟了

非线性参数 β=10，网格尺寸为 0.02 m 模型的压力分

布。图 3 为新方法计算得到的压力分布。计算得到的

压力分布与 Frih 等[18]和 Arrars 等[19]计算结果是一致

的。图 4 为裂隙速度分布，速度呈现“两头大，中间

低”的特点，与压力分布规律一致。 

 

图 2 算例 1 计算模型 

Fig. 2 Computational model for single fracture 

 

图 3 本文模型计算的压力分布 

Fig. 3 Distribution of pressure calculated by proposed method 

 

图 4 单裂隙模型的裂隙速度分布 

Fig. 4 Distribution of fracture velocity of single fracture model 

另外，考察不同网格大小对压力求解精度的影响，

图 5 为网格尺寸 h 与新方法计算误差指标 e 的关系，
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从图中可以看出，对于所考察的网格尺寸范围，随着

网格尺寸的增加，计算误差指标 e 从 0.8%增加到 8%，

趋势呈现先缓慢增长，当单元尺寸达到 0.02 m 时，开

始急剧增加。网格尺寸小于 0.02 m，误差小于 1%，

且对于所有网格尺寸，误差指标都小于 10%。这表明，

新方法在描述单裂隙-孔隙介质区域渗流行为方面具

有足够的精度。另外讨论了网格大小对计算时间的影

响，如图 6 所示。随着网格尺寸的增加，计算时间剧

烈减小，当网格尺寸达到 0.02 m 后，开始保持稳定。

对于所有的网格尺寸，计算时间保持在 2～3 s。 
最后考察了网格形状对计算精度的影响，由于采

用的是矩形单元，定义单元比率 e-ratio 为长边与短边

的比值，绘制了单元尺寸为 0.005 m 不同单元比率与

误差的关系，见图6所示。从图中可以看出，随着e-ratio
的增加，eF，eA逐步增加，当 e-ratio 达到 4 时，误差

超过了 10%，此时新方法计算的结果误差较大。e-ratio
为 1 时，误差小于 1%。 

 

图 5 算例 1 网格大小与误差的关系 

Fig. 5 Relationship between error and mesh size 

 

图 6 算例 1 单元比率与误差的关系 

Fig. 6 Relationship between error and element ratio 

3.2  相交裂隙算例 

所选两个算例来自于 Frih 等[18]报道。两个模型为

2 m×1 m 的长方形区域，模型 1 包含 4 条开度为 0.01 
m 的裂隙，裂隙相交于一点 T1。模型 2 包含 5 条开度

为 0.01 m 的裂隙，裂隙相交于点 T2和 T3。孔隙和裂

隙区域的计算参数与算例 1 一致。边界条件如下：孔

隙区域左右边界分别设置水压为 106，0 Pa，裂隙上下

边界水压为 106，0 Pa，其他边界为无流量边界，如图

7（a），（b）所示。首先，模拟了非线性参数 β=10，
网格尺寸为 0.02 m 模型的压力分布。图 8，9 为新方

法和计算得到的压力分布。相交裂隙 1，2 计算得到的

压力分布与 Frih 等[18]计算结果是一致的。进一步比较

可知，新方法计算的压力略高于 Frih 等[18]的结果。一

方面 Frih 等[18]未考虑裂隙交叉位置的水头损失，认为

在交叉裂隙水头相等，而新方法采用了 Karimi 等[23]

人提出的交叉裂隙导水率公式；另一方面采用的网格

尺寸较大，影响了计算精度。 

 

图 7 相交裂隙计算模型 

Fig.7 Computational model for intersecting fracture 

  

图 8 相交裂隙 1 新方法计算的压力 

Fig. 8 Distribution of pressure calculated by proposed method for  

intersecting fracture case 1  

另外，考察不同网格大小对压力求解精度的影响，

图 10 为网格尺寸 h 与新方法计算误差指标 e 的关系，

从图中可以看出，对于所考察的网格尺寸范围，随着

网格尺寸的增加，计算误差指标 e从 0.6%增加到 12%。

当网格尺寸小于 0.01 m 时，误差指标小于 1%，这表
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明，新方法能够描述交叉裂隙-孔隙介质区域非线性渗

流行为。同样，讨论了网格大小对计算时间的影响，

如图 10 所示。随着网格尺寸的增加，计算时间逐步减

小，当网格尺寸达到 0.02 m 后，开始保持稳定。对于

所有的网格尺寸，计算时间保持在 2.4～3.2 s。综合单

裂隙和相交裂隙计算时间，新方法具有较高的计算效

率。 

 

图 9 相交裂隙 2 新方法计算的压力 

Fig. 9 Distribution of pressure calculated by proposed method for  

intersecting fracture case 2  

图 10 相交裂隙网格大小与误差的关系 

Fig. 10 Relationship between error and mesh size for intersecting  

fracture model 

最后考察了网格形状对计算精度的影响，绘制了

单元尺寸为 0.005 m 不同单元比率与误差的关系，见

图 11 所示。从图中可以看出，随着 e-ratio 的增加，

模型 1 和模型 2 eF逐步增加，当 e-ratio 达到 4 时，误

差超过了 10%，此时新方法计算的结果误差较大。

e-ratio 为 1 时，误差小于 1%。综合单裂隙和相交裂隙

单元比率的影响，e-ratio 小于 4 时，新方法模拟结果

可接受。 

 

图 11 相交裂隙单元比率与误差的关系 

Fig. 11 Relationshp between error and mesh ratio for intersecting  

.fracture model 

4  隧道围岩非线性渗流分析 
4.1  模型设置及计算参数 

港珠澳大桥珠海连接线南湾隧道围岩较破碎，且

水压较大，是典型的富水深埋隧道，建立的数值模型

如图 12 所示。将整个计算区域划分成 1×106个四边

形单元，总节点数为 10201 个，单元尺寸为 0.8 m，

单元比率为 1。根据现场地质条件，并考虑到边界的

影响，整个计算模型长 80 m，高 80 m。隧道为圆形

隧道，半径为 3 m，圆心坐标为（40，40）。隧道未考

虑支护措施，实施体内排水，因此隧道水压 p 为 0。
计算参数选取工程地质报告，水的密度取 1000 kg/m3，

岩体渗透系数为 1×10-8 m2，孔隙率为 0.3，裂隙渗透

系数为 1×10-5 m2；流体的黏度为 10×10-3 Pa*s，
Forchheimer 系数取 50。 

在模拟中，假设围岩远场地下水补给充分，地下

水面不随隧道排水而降低，因此，地面水位保持恒定，

水压为 0。隧道渗流场在重力作用下沿数值方向呈线

性分布，梯度为流体重度，因此，底部水压为 8×105 
Pa（80 m 水头），两侧水压设置线性水压，如图 11 所

示。 
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图 12 隧道模型尺寸及边界条件 

Fig. 12 Dimension and boundary of tunnel model 

为了简化计算，隧道模型中未考虑地层、断层等

地质结构，只模拟了围岩随机裂隙的影响。裂隙模型

采用随机 Mento-Carlo 方法生成。裂隙的位置服从均

匀分布，裂隙的长度服从指数分布： 
( ) e lf l   ( )   ，            (24) 

式中， ( )f l 为裂隙长度的概率密度函数，为指数分

布参数。裂隙的长度在[lmin，lmax]之间取值。另外一个

重要的参数是裂隙的方向，在三维裂隙中指的是裂隙

的倾向和倾角，而在二维裂隙系统中，可以用裂隙的

倾角 θ 来表示。裂隙的倾角 θ 可用 von-Mises 分布来

模拟： 
cos( )e( )

( )
f

I
  








02

  ，           (25) 

π
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0
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式中，μ 为裂隙倾角的均值，κ 为 von-Mises 分布系数，

表征了裂隙方向分布的不均匀性。根据地质勘查的资

料，裂隙参数如表 1 所示。 
表 1 裂隙几何参数 

Table 1 Geometrical parameters of fractures 
长度/m 开度/mm 倾角 数量 

N lmin lmax λ b μ κ 
1.0 60.0 1.0 0.1 50° [0,8] [10,300] 

4.2  计算结果及讨论 

基于裂隙-孔隙双重介质非线性渗流数值方法，研

究了裂隙的不均匀性和密度对南湾裂隙型围岩隧道突

涌水流态演化和涌水量的影响。 
（1）裂隙方向不均匀性影响 
为了探究裂隙方向不均匀性的影响，模拟裂隙参

数 κ 取为 0，1，2，4，8，16。κ 越大，表示裂隙分布

越不均匀。其他参数如表 1 所示。 
取 x=40 的隧道中心线 y=[30，50]段水压，绘制

不同 κ 值水压分布见图 13。靠近隧道底部水压变化较

大，平均梯度达到 8300 Pa/m，而靠近隧道顶部的水

压变化较小，平均梯度为 3300 Pa/m。这表明，隧道

底部的流量高于隧道顶部。另外，当 κ 值越大时，隧

道周围水压梯度越大。但对隧道底部围岩影响小于隧

道顶部。这进一步说明裂隙方向越集中于水力梯度方

向，隧道流量将越大。 

图 13 不同 κ 值下隧道围岩[30, 50]段压力分布 

Fig. 13 Distribution of water pressure of tunnel rock at [30, 50]  

range under different values of κ 

图 14 为不同 κ 值下裂隙网络的流量分布，从图

中看出，裂隙流量分布具有明显的不均匀性特征，主

要表现为，顺着流动方向（y 轴向下）的裂隙流量大，

垂直流动方向（x 轴）的流量较小，最大流量是最小

流量的 60 倍左右。最大的裂隙流量分布于靠近隧道位

置，为 1×10-6～2×10-6 m3/s/m，主要原因是在隧道

出口处，水力梯度较大，这与上述水压规律分析结果

是一致的。 

图 14 不同 κ 值下裂隙流量分布 

Fig. 14 Distribution of fracture flow rate under different values of  

κ 

（2）裂隙密度影响 
通过改变裂隙数量来分析裂隙密度对隧道围岩

渗流场的影响。裂隙数量为 10，50，100，150，200，
300 条。其他参数同于（1）。不同裂隙数量对隧道周

围围岩水压分布影响较小。同样，取 x=40 的隧道中

心线 y=[30，50]段水压，绘制不同 N 值水压分布见图

15。当 N 值越大时，隧道周围水压梯度越大。但 N 值
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变化对隧道底部围岩影响小于隧道顶部。这说明裂隙数

量越多时，隧道围岩水压梯度越大，隧道流量将越大。 

 

图 15 不同裂隙数量下隧道围岩[30, 50]段压力分布 

Fig. 15 Distribution of water pressure of tunnel rock at [30, 50]  

range under different fracture numbers 

另外，计算了不同 N 值下裂隙网络的流量分布，

如图 16 所示。从图中看出，N 值会影响着裂隙的流量

分布。N 值越大时，高流量的裂隙数量越多，但主要

分布于隧道附近。主要原因 N 值影响着裂隙的数量，

N 值越大，裂隙越多，越有可能与隧道相交，导致高

流量的裂隙较多。 
综上分析结果，裂隙分布均质性和密度是影响裂

隙型围岩隧道的压力场和涌水量的关键因素。对于深

埋富水裂隙型隧道，裂隙方向越集中于水压方向且密

度越大时，隧道越容易发生涌水事故，因此要及时查

明裂隙、断层等不良地质体信息，必要时采取全包防

水措施。 

图 16 不同裂隙数量下裂隙流量分布 

Fig. 16 Distribution of fracture flow rate under different fracture  

numbers 

 

5  结    论 
本文基于有限体积法，推导了孔隙 Darcy 渗流和

裂隙 Forchheimer 渗流方程的离散格式，并提出两者

耦合流动的求解方法。基于该方法研究了富水深埋裂

隙型围岩隧道非线性渗流规律，获得 4 点结论。 
（1）针对单裂隙和相交裂隙算例，对比了新方法

与 Frih 等方法结果。新方法计算得到的压力以及裂隙

速度分布与 Frih 等和 Arraras 等计算结果是一致的。

网格尺寸小于 0.02 m 和单元比率为 1 时，计算误差小

于 1%。且收敛速度较快。因此，新方法能够准确描

述裂隙-孔隙双重介质非线性渗流行为。 
（2）裂隙型围岩隧道围岩水压梯度呈现“底部大，

顶部小”的特点，这表明，隧道底部的流量高于顶部。

另外，越接近隧道位置的水力梯度越大，裂隙的流量

越大。 
（3）随机裂隙方向的不均匀性影响着隧道围岩的

水力特性。裂隙方向越集中于水力梯度方向，围岩导

水性越强，涌水量越大。 
（4）裂隙密度是影响隧道围岩导水性又一重要因

素。裂隙密度越大时，隧道围岩水压梯度越大，隧道

流量将越大。主要原因在于裂隙密度越大，裂隙越多，

越有可能与隧道相交，导致高流量的裂隙较多。 
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摘  要：冻土的抗拉强度参数在涉及拉伸破坏的岩土工程问题中起着重要作用。为研究冻结膨胀土的拉伸特性，采用

巴西劈裂试验研究了加载方式、试样高径比、加载速率、温度、干密度和含水率对冻结膨胀土力–位移曲线、抗拉强

度的影响。试验结果表明：各试验温度、干密度和含水率工况下，冻结膨胀土试样均呈现为典型的脆性破坏破特征。

冻结膨胀土试样的抗拉强度随温度的降低而增大。当试样干密度为最大干密度时，其抗拉强度与温度之间可以采用线

性关系来描述。然而，对于干密度小于最大干密度的试样，在试验温度范围内抗拉强度与温度之间的关系更适合用指

数函数关系来表达。各含水率工况下，抗拉强度与温度之间均可采用线性关系来表征，且含水率越低，单位温度降低

所引起的抗拉强度增量越大。冻结膨胀土试样的抗拉强度随干密度和含水率的增加均增大，并且各温度条件下抗拉强

度与干密度和含水率之间均存在良好的线性关系。 
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Brazilian splitting tests 
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Abstract: The tensile strength of frozen soils plays an important role in geotechnical problems involving tensile failure. In 

order to study the tensile properties of frozen expansive soils, a series of Brazilian splitting tests (BST) are used to study the 

effects of loading mode, height to diameter ratio of samples, loading rate, temperature, dry density and water content on the 

force-displacement curve and tensile strength. The test results show that the frozen expansive soils exhibit typical brittle failure 

characteristics under different temperatures, dry densities and water contents. The tensile strength of the frozen expansive soils 

increases with the decrease of temperature. When the dry density of the sample is the maximum, the relationship between its 

tensile strength and temperature is linear. However, for the samples with dry density less than the maximum, the relationship 

between the tensile strength and the temperature within the test temperature range is more suitable to be expressed by an 

exponential function. The relationship between the tensile strength and the temperature of the frozen expansive soils can be 

described by a linear relationship with different water contents, and the lower the water content, the greater the increment of 

tensile strength caused by the decrease of unit temperature. The tensile strength of the frozen expansive soils increases with the 

increasing dry density and water content, and there is a good linear relationship between the tensile strength and the dry density 

and water content under various temperature conditions. 
Key words: frozen expansive soil; Brazilian splitting test; tensile strength; temperature; dry density; water content

0  引    言 
中国是世界第三大冻土国，其中多年冻土区约

占国土总面积的 21.5%，季节性冻土区约占国土总
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面积的 53.5%[1]。同时中国又是一个膨胀土广泛分

布的国家，目前已在 20 多个省市发现膨胀土的分布[2]。

近年来，随着国家基础建设的需要，一大批寒区工

程相继修建或拟建，如黑龙江省北部引嫩工程、吉

林省哈达山水利枢纽工程、新疆北部引额供水工程、

吉图珲高铁、哈佳高铁和哈牡高铁等[3]，这些典型

的寒区长距离线性工程在建设过程中穿越了大量有

“工程癌症”和“拦路虎”之称的膨胀土地段 [4]。

基于工程设计和建设的迫切需要，膨胀土的低温物

理力学特性受到工程界和学术界的广泛关注。操子

明等[5]以冻结膨胀土为研究对象，研究了含水率对

冻结膨胀土单轴抗压强度的影响，得出冻结膨胀土

的单轴抗压强度随着含水率的增加先增大后减小，

当含水率为 20%左右时试样的单轴抗压强度达到最

大值。李兆宇等 [6]对冻结膨胀土开展了三轴压缩试

验，得出冻结膨胀土的屈服应力和塑性破坏应力随

温度的降低而增大，且抗剪强度与温度之间呈现出

良好的线性函数关系。Lu 等[7]探讨了冻融次数对膨

胀土单轴压缩特性的影响，得出试样的弹性模量和

破坏强度在首次冻融循环后显著下降，随后随着冻融

循环次数的增加逐渐降低到一个稳定值。Tang 等[8]

通过固结不排水(CU)三轴试验研究了冻融循环作

用对膨胀土强度的影响，发现膨胀土的弹性模量、

破坏强度和有效抗剪强度参数均随着冻融次数的增

加而显著降低，而当冻融次数超过某一阈值后，冻

融作用对膨胀土强度特性的影响则不再显著。可知，

上述研究成果主要聚焦于膨胀土在冻结状态或经受

冻融作用后其单轴压缩特性和三轴压缩特性的演化

规律，而对于冻结条件下膨胀土拉伸特性方面的研

究尚未涉及。 
在岩土工程实践中，土体的抗拉强度参数经常

被忽视，这主要是因为土体抗拉强度在数值上相对

较小，且难以准确测量[9]。事实上，土体的抗拉强

度与抗压强度、抗剪强度等均是衡量土体物理力学

性质的重要指标[10-11]。如边坡后沿的张拉裂隙、输

电线路铁塔和风电塔在水平荷载作用下引起周边土

体发生的张拉破坏、防渗墙的水力劈裂等均与土体

的抗拉强度有关 [9-10]。尽管冻土的抗拉强度同样显

著低于其抗压强度，但是冻土的抗拉强度在一定的

温度、干密度和含水率工况下具有相当可观的数值，

因此在冻土路基、边坡和结构物等工程的设计和稳

定性评价中均不应忽略冻土的抗拉强度指标[12]。此

外，冻土的抗拉强度是冻土力学研究的主要内容之

一，在冻土理论发展的过程中具有重要地位[13]。冻

土的抗拉强度测定主要包括直接法和间接法两种方

法，直接法通常是通过对试样两端施加拉力来完成，

拉伸强度由施加的外力除以破坏面的横截面面积来

确定，但是直接法在实施时较为复杂和困难，因为

合适的试样形状、匹配的夹具、严格轴向受力的加

载系统、高度稳定的制冷保温系统和高度稳定灵敏

的测量系统等是直接拉伸法抗拉强度测试的必备条

件[14]；间接法改变了试样的加载方式，采用劈裂、

弯折等方法结合理论公式进行抗拉强度的计算，主

要包括巴西圆盘劈裂试验、轴向压裂试验、弯曲试

验等[15]，其中巴西劈裂法不但在试样制备、试验设

备和操作步骤方面都较为简单，而且试验结果的稳

定性也远高于直接拉伸试验，因此在冻土抗拉强度

测试中得到了广泛应用[14,16-20]。 
鉴于此，本文以冻结膨胀土为研究对象，开展

冻结条件下膨胀土试样的巴西劈裂试验，系统地探

究加载方式、试样高径比、加载速率、温度、干密

度和含水率对冻结膨胀土力–位移曲线特性的影

响，揭示抗拉强度的演变规律，以期为寒区环境中

膨胀土路基、边坡和结构物等的设计提供有益参考。 

1  试样制备与试验方法 
1.1  试样制备 

试验所用膨胀土取自南水北调中线工程叶县段

输水渠道工程现场，土料密封保存运回后，依据《土

工试验方法标准》 [21]进行膨胀土的基本物理性质试

验。试验结果表明：该膨胀土的最大干密度为 1.60 
g/cm3，最优含水率为 21.7%；土料塑限含水率为

26.3%，液限含水率为 70.8%，塑性指数为 44.5，依

据土的工程分类标准可将其划分为高液限黏土

（CH）；此外，该膨胀土自由膨胀率为 59%，属于

弱膨胀土。其级配粒径组成见图 1。 

 

图 1 膨胀土级配曲线 

Fig. 1 Grain-size distribution curve of expansive soils 

试验采用直径 61.8 mm 的标准圆柱体试样，试

样高度依据试验方案进行设置，试样制备时采用图

2 所示的分层击实法。具体制备过程如下：①将膨

胀土土料风干、碾碎并过 2 mm 筛，然后将风干土

样均匀喷洒一定质量的水使其达到目标含水率，随

后装入密封塑料袋中闷料 24 h 使其水分均匀。②制

样时依次称取一定量的膨胀土，采用改进的分层击
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实装置将土料精确击实至设计干密度[22]（击实后每

层土料厚度为 25 mm），第一层膨胀土土料击实完

成后将其表面充分刨毛，然后加入第二层土料，如

此反复，直至完成预定高度的试样制备。③试样制

备完成后采用电动脱模机进行脱模并用保鲜膜包裹

密封以防止水分损失。 

 
图 2 试样制备示意图 

Fig. 2 Schematic graph of preparation process of sample 

1.2  试验方法 

为防止冻结过程中水分迁移、保证试样水分均

匀，参考中科院冻土工程国家重点实验室推荐的试

样冻结方法，即将制备完成的试样首先放入已经恒

定的-30℃低温环境下迅速冻结，然后移入试验目标

温度恒温养护足够时间[23]，其中，试样迅速冻结和

恒温养护的时间均为 12 h。随后，采用河海大学冻

土实验室的单轴压缩试验机作为动力装置对养护完

成的试样开展巴西劈裂试验（图 3）。 
试验仪器主要由加载系统和控制系统两部分组

成。竖向加载系统最大荷载为 100 kN，载荷传感器

精度为±0.1%，位移传感器精度为±0.5%。试验机

置于恒温房内，恒温房规格为 4 m×3.5 m×2.8 m、

控温范围为-30℃～30℃、控温精度为±0.1℃、控

温均匀度为±0.5℃。试验机具有自动数据采集与处

理功能，可实时记录荷载与轴向位移。试验开始前，

首先打开风冷式恒温房，设置恒温房温度与试验目

标温度相同并恒温 2 h 以上，随后从恒温养护试验

箱中取出冻结膨胀土试样安装于巴西劈裂试验装置

上，在恒变形速率下进行加载直至试样劈裂。试样

的抗拉强度采用 Shloido[20]提出的公式计算： 
max

t
2
π
P
Dh

    ，             (1) 

式中， t 为抗拉强度，Pmax 为峰值荷载，D为试样

直径，h为试样高度。 

2  试验基本参数确定及试验方案 
2.1  试验基本参数确定 

（1）加载方式 

图 3 巴西劈裂试验装置 

Fig. 3 Apparatus of Brazilian splitting test (BST) 

以往针对冻土材料的巴西劈裂试验研究中，加

载板与试样间的传力压块通常采用图 4 所示的 3 种

形式：无压块[16]，圆弧状压块[14, 17]和尖状压块[18]。

遗憾的是上述研究中均未说明各组试验选取不同形

式压块的依据。杨同等[24]选用 6 种不同形式压块对

砂岩、大理岩、花岗岩 3 种岩石共 91 件试样进行了

劈裂试验，发现不同压块形式在测算岩石抗拉强度

时的影响是不可忽略的。因此，本文首先采用上述

3 种不同形式的压块对相同试验工况下（表 1 中组

别 1～3）的试样开展了巴西劈裂试验，并分析不同

形式压块对试验结果的影响。 

 

图 4 不同加载方式的巴西劈裂试验加载示意图 

Fig. 4 Schematic graph of BST with different loading modes 

表 1 试验基本参数确定方案 

Table 1 Schemes for determination of basic parameters in tests 

组别 加载方

式 
加载速率

/(mm·min-1) 
试样高径比 

(D=61.8 mm) 
1 无压块 

2 0.81(H=50 mm) 
2 圆弧状

压块 
3 尖状压

块 
4 

尖状压

块 2 

0.40(H=25 mm) 
5 0.61(H=37.5 mm) 
6 0.81(H=50 mm) 
7 1.01(H=62.5 mm) 
8 1.21(H=75 mm) 
9 1.42(H=87.5 mm) 
10 

尖状压

块 

0.1 

0.81(H=50 mm) 
11 1 
12 2 
13 10 
14 20 

注：试验温度-10℃，试样含水率 21.7%，试样干密度 1.60 
g/cm3，合计 36 个试样（各工况均设置 3 个平行试样）。 

图 5 给出了不同加载方式下冻结膨胀土试样的

劈裂压力和劈裂位移曲线，可以看出，不同加载方

式下冻结膨胀土试样的力和位移曲线形态具有显著

的差异性。对于采用无压块的试样，试样劈裂过程

的径向压力随着径向位移的增加先快速增大，随后



第 11 期                     张勇敢，等. 基于巴西劈裂试验的冻结膨胀土拉伸特性研究 2049 

 

几乎保持不变，最后进一步增大。对于采用圆弧状

压块的试样，试样劈裂时的径向压力随着径向位移

的增加先急剧增加后缓慢减小。对于采用尖状压块

的试样，试样在达到峰值径向压力后其力和位移曲

线急剧降低直至径向压力减小为零，试样的破坏呈

现出典型的脆性破坏特征。进一步的，图 6 给出了

不同加载方式下冻结膨胀土试样的最终破坏形态，

可以看出，对于采用无压块和圆弧状压块的冻结膨

胀土试样，其破坏形态呈现出典型的“X”型破坏

形式，并且采用无压块加载的试样其上、下表面均

形成了可观的压缩平面，这也是图 5 中采用无压块

加载的试样其力和位移曲线后期上翘的原因。对于

采用尖状压块的试样，其破坏面为一贯穿于试样径

向的平面，该破坏形态更加符合巴西劈裂试验的基

本假定。因此，对于冻结膨胀土试样，采用尖状压

块开展巴西劈裂试验是最为合理的选择。 

 

图 5 不同加载方式试样的力和位移关系曲线 

Fig. 5 Relationship between load and displacement under  

.different loading modes 

 

图 6 不同加载方式试样破坏后形态 

Fig. 6 Failure modes of samples with different loading modes 

（2）试样高径比（指试样冻结前的高径比） 
沈忠言等 [19]采用不同长度的冻结黄土试样验

证了高径比（H/D=0.4～2.1）对试样的抗拉强度没

有实质性影响；相反，Deniz 等[15]的研究表明压实

黏土的抗拉强度与试样的高径比密切相关。

Shloido[20]对宽范围高径比冻土试样开展劈裂试验，

得出当试样高度小于直径时，抗拉强度受高径比影

响；当试样的高径比在 1～2 时，高径比则不再影响

抗拉强度。因此，设计了 6 组不同高径比的冻结膨

胀土试验方案以探究高径比对其抗拉强度的影响

（表 1 中组别 4～9）。 

图 7 给出了不同高径比冻结膨胀土试样的力和

位移关系曲线，可以看出，不同高径比的试样均呈

现出典型的脆性破坏特征，但试样达到峰值径向压

力时其对应的径向位移随着试样高度的增加而减

小。将图 7 中不同高径比试样的峰值径向压力代入

式（1）中可以得到图 8 所示的试样抗拉强度与高径

比的关系曲线，可以看出，在试样高径比 H/D=0.4～
1.42 范围内，试样高度对冻结膨胀土试样的抗拉强

度无实质性影响。此外，考虑到试样制备过程中分

层击实制样的便易性，后续试验选用试样高径比为

0.81，也即试样高度为 50 mm、直径 61.8 mm。 

 

图 7 不同高径比试样的力和位移关系曲线 

Fig. 7 Relationship between load and displacement under  

different heights/diameters (H/D) 

 

图 8 试样抗拉强度与高径比的关系 

Fig. 8 Relationship between tensile strength and H/D 

（3）加载速率 
加载速率是否对冻土试样的抗拉强度有影响目

前同样没有统一的认识。Bragg 等[17]和 Zhou 等 [18] 
的试验结果表明加载速率对冻土试样的抗拉强度无

影响，然而彭万巍[13]、沈忠言等[14]的试验结果却呈

现出相反的结论。因此，设计了表 1 中组别 10～14
所示试验方案以验证加载速率对冻结膨胀土试样抗

拉强度的影响。 
图 9 给出了不同加载速率下冻结膨胀土试样的

力和位移关系曲线，可以看出，当试样的加载速率

小于 2 mm/min 时，试样在达到峰值径向压力前的

力和位移曲线几乎完全重合，这也预示着试样名义 
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表 2 冻结膨胀土巴西劈裂试验方案 

Table 2 Schemes of Brazilian split tests on frozen expansive soils 
组别 试验温度/℃ 干密度/(g·cm-3) 含水率/% 

1 
-2 

1.60 21.7，19.7，17.7，23.7，25.7 
2 1.60，1.52，1.44，1.36，1.28 21.7 
3 

-5 
1.60 21.7，19.7，17.7，23.7，25.7 

4 1.60，1.52，1.44，1.36，1.28 21.7 
5 

-10 
1.60 21.7，19.7，17.7，23.7，25.7 

6 1.60，1.52，1.44，1.36，1.28 21.7 
7 

-15 
1.60 21.7，19.7，17.7，23.7，25.7 

8 1.60，1.52，1.44，1.36，1.28 21.7 
9 -8 1.60，1.52，1.44，1.36，1.28 21.7 

10 -13 1.60，1.52，1.44，1.36，1.28 21.7 

上的弹性模量相同，与事实相符。当试样的加载速率

进一步增大时，加载速率则影响了试样名义上的弹性

模量。进一步的，图 10 给出了冻结膨胀土试样抗拉强

度与加载速率的关系曲线，可以看出，当加载速率小

于 2 mm/min 时，加载速率对试样的抗拉强度无显著

影响，但当加载速率大于 2 mm/min 时，试样的抗拉

强度随着加载速率的增加显著增大。因此，后续试验

的加载速选取为 2 mm/min。 

图 9 不同加载速率试样的力和位移关系曲线 

Fig. 9 Relationship between load and displacement under different  

loading rates 

图 10 试样抗拉强度与加载速率的关系 

Fig. 10 Relationship between tensile strength and loading rate 

2.2  试验方案 

为研究温度、干密度和含水率对冻结膨胀土力–

位移曲线特性、抗拉强度的影响，在确定试验基本参

数的基础上，制定了表 2 所示的试验方案：试样尺寸

为 D=61.8 mm，H=50 mm；加载方式为尖状压块；加

载速度为 2 mm/min；合计 138 个试样（各工况均设置

3 个平行试样）；组别 9，10 用于进一步验证图 14 中

试验规律的准确性和合理性。 

 

3  试验结果与分析 
3.1  径向压力–径向位移关系 

在其它试验条件一致的情况下，不同温度、干密

度、含水率试样的力和位移曲线形态表现出较大的相

似性，图 11 给出了不同试验工况下冻结膨胀土试样典

型的径向压力–径向位移关系曲线。从图 11（a）中

可以看出，随着温度的降低，试样破坏时的峰值径向

压力不断增大，但峰值径向压力点对应的径向位移几

乎保持不变。此外，冻结膨胀土试样的脆性特征随着

温度的降低表现得更加显著。从图 11（b）中可知，

随着干密度的增加，试样破坏时的径向压力和径向位

移逐渐增大，并且试样的脆性随着干密度的增加表现

的更加显著。试样在达到峰值径向压力前，其力和位

移曲线的斜率随着干密度的增加而增大，这也预示试

样的弹性模量不断增大。从图中 11（c）可以看出，

试样破坏时的峰值径向压力和对应的径向位移均随着

含水率的增加而增大，但峰值径向压力前各含水率试

样的力和位移曲线斜率差别很小，这在一定程度上预

示着含水率对冻结膨胀土试样的弹性模量影响不大。 
3.2  破坏形式 

图 12 给出了各试验工况下冻结膨胀土试样的最

终破坏形式，从图中可以看出，虽然试验变量包括试

验温度、试样干密度、试样含水率，但是各工况下试

样的最终破坏形式却呈现出一致性，即各试样均在达

到峰值径向压力后立即产生沿试样径向的贯穿性裂

缝，这也能说明采用巴西劈裂试验可以有效的获取冻

结膨胀土试样的抗拉强度参数。进一步的，图 13 给出

了单个试样整个劈裂过程的示意图，从图中可以看出，

试样劈裂过程的力和位移曲线以C点为分界点可以划

分典型的 AC和 CD两部分。在 AC段，巴西劈裂装置

的尖状压块随着径向位移的增加不断贯入试样，此时

试样表面完好，当径向压力达到试样的抗拉强度后（C
点），试样表面立即产生沿径向扩展的贯穿性裂缝，伴

随着径向位移的进一步增加，试样的径向压力急剧降

低直至为零（D点），此时试样完全破坏。 
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图 11 不同试验工况下试样的力和位移关系曲线 

Fig. 11 Relationship between load and displacement under  

different test conditions 

 

图 12 巴西劈裂试验试样最终破坏形式 

Fig. 12 Failure mode of samples from Brazilian splitting tests 

 

图 13 巴西盘劈裂试验加载过程示意图 

Fig. 13 Loading process of Brazilian splitting tests 

3.3  温度对抗拉强度的影响 

温度是影响冻土力学特性的最关键因素。图 14
给出了不同干密度工况下冻结膨胀土试样的抗拉强度

与温度的关系曲线，可以看出，冻结膨胀土试样的抗

拉强度随着温度的降低而增大，这主要是因为随着温

度的降低，试样中未冻水含量减小、含冰量增加，土

颗粒之间的胶结力和试样内部冰的强度均增大[25]。进

一步的，表 3 给出了不同干密度工况下冻结膨胀土试

样抗拉强度与温度的函数关系，从表中可以看出，对

于干密度为最大干密度 1.60 g/cm3的试样，其抗拉强

度与温度之间可以采用线性关系来描述。然而，对于

干密度小于 1.60 g/cm3的试样，在试验温度范围内试

样的抗拉强度与温度之间的关系更适合用指数函数关

系来表达。这与 Zhu 等[26]以及沈忠言等[14]的研究成果

有显著的不同。Zhu 等[26]通过试验得出冻结粉土的抗

拉强度与温度之间存在较好的幂函数关系，而沈忠言

等[14]通过试验得出冻结黄土的抗拉强度与温度之间

存在良好的线性函数关系。这提示在考虑冻土抗拉强

度与温度之间的关系时，土质和干密度的影响是不可

忽略的。 

图 14不同干密度工况下试样抗拉强度与温度的关系 

Fig. 14 Relationship between tensile strength and temperature  

under different dry densities 

图 15 给出了不同含水率工况下冻结膨胀土试样

抗拉强度与温度的关系曲线（均为最大干密度 1.60 
g/cm3），可以看出，各含水率工况下试样的抗拉强度

均随温度的降低而线性增大，这也能在一定程度上佐

证了表 3 中干密度较大（ρd=1.60 g/cm3）的冻结膨胀

土试样其抗拉强度与温度之间的关系采用线性函数描

述是合理的。表 4 给出了不同含水率工况下试样抗拉

强度与温度的函数关系，可知含水率 17.7%，19.7%，

21.7%，23.7%，25.7%的冻结膨胀土试样随温度的降

低其抗拉强度的增长速率依次为 47.822，52.877，
56.084，58.904，60.073 kPa/℃。这表明冻结膨胀土试

样的抗拉强度随温度降低而增加的速率随着含水率的

增加而增大，产生上述现象的主要原因是含水率越高，

试样内部的含冰量越大，而冻土试样的抗拉强度随着

含冰量的增加而增大[27]。 
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表 3 不同干密度工况下试样抗拉强度与温度的函数关系 

Table 3 Functions of tensile strength and temperature under 

 different dry densities 
干密度/(g·cm-3) 关系式 R2 

1.60 t 56.439 0.6716T     0.9912 

1.52 0
t

.133T103e   0.9686 

1.44 4
t

0.13 T88.023e   0.9760 

1.36 1
t

0. 37T69.5856e   0.9768 

1.28 4
t

0.1 T53.763e   0.9769 

 

图 15 不同含水率工况下试样抗拉强度与温度的关系 

Fig. 15 Relationship between tensile strength and temperature  

under different water contents 

表 4 不同含水率工况下试样抗拉强度与温度的函数关系 

Table 4 Function of tensile strength and temperature under 

 different water contents 
含水率/% 关系式 R2 

17.7 t 47.822 20.219T     0.9865 

19.7 t 52.877 10.506T     0.9888 
21.7 t 56.084 0.6099T     0.9895 

23.7 t 58.904 18.001T     0.9847 
25.7 t 60.073 33.829T     0.9941 

3.4  干密度对抗拉强度的影响 

干密度是影响冻土强度的另一关键因素。图 16
给出了不同温度工况下试样抗拉强度与干密度的关系

曲线，可以看出，各温度条件下冻结膨胀土试样的抗

拉强度均随着干密度的增加而越大，这与 Zhu 等[26]

关于饱和冻土拉伸特性研究得出的结论相反。产生这

种现象的原因可以解释如下：对于相同工况的试样，

干密度越小其孔隙率越大，试样饱和后体积含水率越

高，相应的，试样冻结后其体积含冰量越大，因此饱

和冻土的极限抗拉强度随干密度的减小而增大。而本

研究中的试样均为初始含水率相同的非饱和试样，试

样的干密度越大其体积含水率越高，试样冻结后其体

积含冰量也就越大，因此冻结膨胀土试样的抗拉强度

随着干密度的增加而增大[27]。此外，表 5 给出了不同

温度条件下冻结膨胀土试样抗拉强度与干密度的函数

关系，从表中可知，各温度条件下试样的抗拉强度与

干密度之间呈现出良好的线性函数关系，并且抗拉强

度随干密度增加而增大的速率随着温度的降低而显著

增大。 

 

图 16 不同温度工况下试样抗拉强度与干密度的关系 

Fig. 16 Relationship between tensile strength and dry density  

under different temperatures 

表 5 不同温度下试样抗拉强度与干密度的函数关系 

Table 5 Functions of tensile strength and dry density under  

different temperatures 
温度/℃ 关系式 R2 

-2 dt 213.62 209.96   0.9934 

-5 dt 479.23 484.79   0.9988 

-10 dt 822.95 841.69   0.9184 
-15 dt 1413.6 1398.2   0.9988 

3.5  含水率对抗拉强度的影响 

含水率同样也是影响冻土强度的关键因素。图 17
给出了各温度条件下试样抗拉强度随含水率的变化关

系，从图中可知，冻结膨胀土试样的抗拉强度随着含

水率的增加而增大，并且各温度工况下试样的抗拉强

度与含水率均呈现出典型的线性函数关系（表 6）。事

实上，以往研究中关于含水率对冻土试样抗拉强度的

影响效应并未得出一致性结论。Christ 等[28]对初始含

水率为 15%～30%（其饱和度为 50.47%～90.70%）的

冻结粉土开展单轴拉伸试验，得出试样的抗拉强度随

着含水率的增加而增大，这与本研究中非饱和冻结膨

胀土试样的试验结论相一致。然而，赵景峰[29]对初始

含水率为 14%～25%的冻结粉质黏土开展巴西劈裂试

验，得出试样在-1℃～-24℃温度范围内其抗拉强度随

着含水率的增加而减小。Liu 等[30]采用 4 点弯曲试验

系统研究了冻结粉土、冻结粉质黏土、冻结黏土的抗

拉强度特性，试样初始含水率分别选取为 15%，20%，

25%，30%，35%，40%，试验结果表明 3 种不同土质

的冻土试样其抗拉强度均表现为随着含水率的增加先

增大后减小，但是不同土质试样的抗拉强度最大值对

应的含水率并不完全相同（粉土为 25%，粉质黏土和

黏土为 35%）。产生上述这种差异现象的微观力学机

制尚待开展进一步研究。 
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图 17 不同温度工况下试样抗拉强度与含水率的关系 

Fig. 17 Relationship between tensile strength and water content  

under different temperatures 

表 6 不同温度下试样抗拉强度与含水率的函数关系 

Table 6 Function of tensile strength and water content under 

 different temperatures 
温度/℃ 关系式 R2 

-2 t 9.8871 81.863w   0.9888 

-5 t 14.4031 33.324w   0.9882 

-10 t 22.204 27.55w   0.9917 

-15 t 29.674 216.07w   0.9666 

4  结    论  
本文以冻结膨胀土为研究对象，开展了冻结条件

下膨胀土试样的巴西劈裂试验，系统研究了加载方式、

试样高径比、加载速率、温度、干密度和含水率对冻

结膨胀土力–位移曲线特性、抗拉强度的影响，得出

5 点结论。 
（1）对于冻结膨胀土试样，采用尖状压块开展巴

西劈裂试验是最为合理的选择。试样的高径比对冻结

膨胀土试样的抗拉强度无实质性影响。当试验加载速

率小于 2 mm/min 时，加载速率对抗拉强度几乎没有

影响，当试验加载速率大于 2 mm/min 时，试样的抗

拉强度随着加载速率的增加而显著增大。 
（2）各试验温度、干密度和含水率工况下，冻结

膨胀土试样均呈现为典型的脆性破坏特征，因此巴西

劈裂试验可以合理的反映冻结膨胀土试样拉伸强度特

性。 
（3）冻结膨胀土试样的抗拉强度随温度的降低而

增大。当试样干密度为最大干密度 1.60 g/cm3时，其

抗拉强度与温度之间可以采用线性关系来描述。然而，

对于干密度小于 1.60 g/cm3的试样，在试验温度范围

内试样的抗拉强度与温度之间的关系更适合用指数函

数关系来表达。 
（4）各含水率工况下，冻结膨胀土试样的抗拉强

度与温度之间均可采用线性关系来描述，并且含水率

越低，单位温度降低所引起的抗拉强度增量越大。 
（5）冻结膨胀土试样的抗拉强度随干密度和含水

率的增加均增大，并且各温度条件下试样的抗拉强度

与干密度和含水率之间均存在良好的线性函数关系。 
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地下水渗流条件下土工膜复合隔离墙中有机污染物 
迁移研究 
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摘  要：土工膜复合隔离墙是当前最有效的污染场地管控技术之一。针对复合隔离墙外侧含水层中存在地下水渗流的

情况，建立了有机污染物在复合隔离墙-含水层中迁移的数值模型，并利用有限元软件 COMSOL 5.3 进行计算。基于该

模型，对含水层及复合隔离墙参数影响进行了系统分析。结果表明：地下水渗流速度增大将加速污染物迁移出复合隔

离墙，并导致墙体中污染物浓度下降；当渗流速度高于 1×10-5 m/s 或低于 1×10-9 m/s 时，基于零浓度边界条件和无对

流含水层边界条件的解析模型方可用于复合隔离墙初步设计；土工膜的最佳位置与污染物类别及地下水流速密切相关，

不同土工膜位置情况下的复合隔离墙外侧界面累积总通量差距可达 10%～20%；采用 EVOH 共聚土工膜时的复合隔离

墙防污性能显著优于采用 HDPE 土工膜。 
关键词：隔离墙；土工膜；含水层；污染场地；有机污染物 
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Migration of organic contaminants in composite geomembrane cut-off                     
wall considering groundwater seepage 

PENG Chun-hui1, 3, FENG Shi-jin1, 2, CHEN Hong-xin1, 2, LUO Chun-yong3, LIANG Ai-min3, DING Xiang-hong1 

(1. Department of Geotechnical Engineering, Tongji University, Shanghai 200092, China; 2. Key Laboratory of Geotechnical and 
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Abstract: The composite geomembrane cut-off wall (CGCW) is one of the most effective technologies to prevent the 

horizontal migration of contaminants at present. Considering the characteristics of groundwater seepage in the outside aquifer, a 

numerical model for migration of the organic contaminants into the CGCW-aquifer system is established, and is solved using 

the finite element software COMSOL 5.3. The influences of parameters of the aquifer and CGCW are comprehensively 

investigated. The increase of the groundwater flow rate in the outside aquifer will accelerate the migration of contaminants and 

decrease the concentration of contaminants in the CGCW. In addition, when the seepage velocity is higher than 1×10-5 m/s and 

lower than 1×10-9 m/s, the models based on the boundary conditions of zero concentration and non-advection aquifer can be 

applied to the preliminary design of CGCW. Furthermore, the optimal location of the geomembrane in the CGCW is closely 

related to the type of contaminants and groundwater flow rate of the outsider aquifer, and the difference among the cumulative 

mass fluxes of the outlet face in the CGCW at different geomembrane locations can reach 10%~20%. The performance of the 

CGCW with EVOH geomembrane is significantly better than that of the CGCW with HDPE geomembrane. 
Key words: cut-off wall; geomembrane; aquifer; pollution site; organic contaminant

0  引    言 
垃圾填埋场泄漏、化学品储罐事故、工厂排污以

及采矿活动等造成的土壤和地下水污染会对人类的生

存空间造成严重的威胁[1]。目前污染土壤的修复工作

具有难度大、周期长以及费用高等特点。对于已泄漏

的或潜在的污染源，通常需要采取措施控制污染物通

过地下水迁移，防止引发更大范围的污染。土工膜复
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合隔离墙是目前最为有效的污染场地管控技术之一，

其工作原理是向开挖的沟槽中插入土工膜，并填入膨

润土、土或水泥等混合料形成低渗透性垂直阻隔屏障，

进而实现对污染水土的封装[2]。由于土工膜渗透系数极

低且耐化学性良好[3-4]，与传统的竖向隔离墙（如土-

膨润土隔离墙、水泥-膨润土隔离墙等）相比，土工膜

复合隔离墙具有更良好的防渗性能和耐久性[5-8]。对于

重点防渗区域，通常采用围护式复合隔离墙（图 1），
同时需将墙体底部嵌入弱透水层，并采取良好的水头

调控措施（如抽提墙内侧污水等）。基于此，穿过复合

隔离墙的对流作用通常可以忽略不计，但是污染物依然

会以分子扩散的方式击穿复合隔离墙，造成墙外水土污

染[5-6]。此外，由于土工膜对有机污染物的抗扩散性能

显著弱于重金属离子[9]，因此对有机污染物在复合隔

离墙中的迁移行为值得深入地研究。 

图 1 概念模型图 

Fig. 1 Diagram of conceptual model 

一些学者对污染物在竖向隔离墙中的运移开展了

研究。Neville 等[10]提出了污染物在竖向隔离墙中的稳

态迁移模型，但该模型并不能反映污染物对周围环境

的危害随时间变化的特征，因此采用瞬态模型更为合

理。Acar 等[11]建立了污染物在竖向隔离墙中的瞬态迁

移模型，但该模型假定隔离墙外侧界面通量为零，即

污染物无法流出隔离墙，这与实际情况不符。Xie 等[12]、

Chen 等[13]和 Ding 等[14]构建了污染物在竖向隔离墙-

含水层中的迁移模型，认为污染物迁移出隔离墙后，

依然会在外侧的含水层中沿垂直于隔离墙的方向迁

移。Peng 等[6]建立了有机污染物在复合隔离墙-含水

层中扩散解析模型，该模型假定外侧含水层中地下水

无渗流，即隔离墙外侧为无对流含水层边界条件。由

于复合隔离墙的渗透系数远低于周围土体，外侧含水层

中通常会形成沿隔离墙水平方向的地下水渗流通道[15]

（图 1），然而上述研究并未考虑地下水的影响。Zhan
等[5]分别建立了污染物在复合隔离墙中的一维扩散解

析模型，该模型假定隔离墙外侧为零浓度边界条件，

表明外侧含水层中地下水极其活跃，但未给出对应的

地下水流速。由于含水层中地下水流速与地质条件及

上下游水头差等因素密切相关，地下水并不一定处于

流速为零或极其活跃的状态。因此，尽管 Zhan 等[5]

和 Peng 等[6]均建立了复合隔离墙中污染物迁移模型，

但他们关于隔离墙外侧含水层的假设导致其模型的应

用存在一定的局限性，即不能解决任意地下水流速下

污染物在复合隔离墙中的迁移问题。 
本文考虑了复合隔离墙外侧含水层中地下水水平

渗流（图 1），建立了有机污染物在复合隔离墙-含水

层中的迁移数值模型，采用有限元软件 COMSOL 5.3
对该模型进行求解，并分析了含水层和复合隔离墙参

数对污染物迁移的影响。 

1  计算模型 
1.1  模型描述 

复合隔离墙由垂直于地平面的 3 部分组成：内侧

隔离墙、土工膜、外侧隔离墙，其厚度和长度分别为

Tw，L，如图 2 所示。计算模型的主要假设：①隔离墙

与含水层是均质、各向同性及饱和的多孔介质，且土工

膜完整无孔；②由于复合隔离墙的渗透系数极低，当墙

体底部嵌入弱透水层，且采用良好的水头调控措施，可

以忽略穿过墙体的对流作用[5-6]；③复合隔离墙外侧含水

层中存在水平渗流的地下水，并服从达西定律；④本

文所涉及的污染物浓度指的是溶解相浓度，且不存在

相间传质；⑤假定内侧含水层污染物浓度在深度方向

上一致，则污染物在复合隔离墙-含水层中的迁移方向

是二维的（xy 方向）。 

图 2 数学模型图 

Fig. 2 Diagram of mathematical model 

基于上述假定，有机污染物的迁移路径描述如下：

①以分子扩散的方式在内侧隔离墙中迁移；②在内侧

隔离墙孔隙水与土工膜之间（y = Lg）进行分配；③以

分子扩散的方式在土工膜内迁移；④在土工膜与外侧

隔离墙孔隙水之间（y = Lg + Tg）再次进行分配；⑤以

分子扩散的方式在外侧隔离墙中迁移；⑥以对流-弥散

的方式在外侧含水层中迁移。 
1.2  控制方程及边界条件 

根据模型描述，建立有机污染物在各区域中的控
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制方程： 
（1）在内侧隔离墙内（0≤ y ≤ Lg） 

2 2
iw iw iw

d,w w 2 2

( , , ) ( , , ) ( , , )C x y t C x y t C x y tR D
t x y

   
      

 

w iw ( , , )C x y t   。              (1) 
（2）在土工膜内（Lg≤ y ≤Lg + Tg） 

2 2
g g g

g 2 2

( , , ) ( , , ) ( , , )
 

C x y t C x y t C x y t
D

t x y
   

      
。(2) 

（3）在外侧隔离墙内（Lg + Tg ≤ y ≤ Tw） 
2 2

ow ow ow
d,w w 2 2

( , , ) ( , , ) ( , , )C x y t C x y t C x y tR D
t x y

   
      

 

w ow ( , , )C x y t   。            (3) 

（4）在外侧含水层内（y > Tw） 
2 2

a a a
d,a ax ay2 2

( , , ) ( , , ) ( , , )C x y t C x y t C x y t
R D D

t x y
  

  
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a
as a a

( , , )  ( , , )C x y tv C x y t
x







  。  (4) 

式中  Ci (x, y, t)（i = iw, g, ow, a）表示 i 区域中有机

污染物溶解相瞬态浓度，其中 iw，g，ow 和 a 分别代

表内侧隔离墙、土工膜、外侧隔离墙以及外侧含水层；

w ， a 为隔离墙和含水层中有机污染物的一阶降解常

数；nw，na为隔离墙和含水层的孔隙率；Dg为污染物

在土工膜的扩散系数；vas为外侧含水层地下水实际流

速，vas = va / na，其中 va为地下水渗流速度；其他参

数说明见下方。 
Dw为隔离墙中的有效扩散系数，可表示为[16] 

w w 0D D   ，              (5) 

式中，τw为隔离墙的弯曲因子，D0为污染物在水中的

分子扩散系数。 
Dax，Day为污染物在外侧含水层中的水平和竖向

水动力弥散系数[17] 
ax a 0 asD D v     ，         (6a) 

ay a 0D D   。              (6b) 

式中  τa为含水层的弯曲因子； 为纵向弥散度，

Gelhar 基于现场数据[18]， 
2 /100     ( 100 m)

100           ( 100 m)
x x

x
 




 

 ≥

  ，     (7) 

其中，xα为含水层长度。 
Rd,w，Rd,a为污染物在隔离墙和含水层中的阻滞因

子[16] 
w d,w

d,w
w

a d,a
d,a

a

1

1

K
R

n
K

R
n






 



 

= ，

=  ，

              (8) 

式中， w ， a 为隔离墙和含水层的干密度，Kd,w，Kd,a

为隔离墙和含水层对污染物的阻滞分配系数。 

复合隔离墙和外侧含水层中污染物初始浓度为 

0
( , , ) 0     ( iw, g, ow, a)i t

C x y t i

   。 (9) 

模型入口边界条件为 

iw 0( , 0, )C x y t C    ，          (10) 

式中，C0为内侧含水层中污染物浓度。 
模型左侧边界条件为 

0

a 0

( , , )
0    ( =iw, g, ow)  

( , , ) 0   

i

x

x

C x y t
i

x
C x y t






  

 

，

。

    (11)

 
模型右侧边界条件为 

( , , ) 0    ( =iw, g, ow, a)i

x

C x y t i
x 





 。 (12) 

模型外侧边界条件为 

w a

a ( , , )
=0

y T T

C x y t
y  




  。           (13) 

土工膜与邻近已污染介质之间的污染物分配可视

为土工膜对污染物的吸附过程[19]。当土工膜与内侧隔

离墙孔隙水中污染物接触达到平衡，土工膜中污染物

平衡浓度与内侧隔离墙孔隙水中的污染物平衡浓度之

间关系符合 Henry 定律，  

g g
g iw g( , , ) ( , , )

y L y L
K C x y t C x y t

 
   ，  (14) 

式中，Kg为上游隔离墙与土工膜之间的分配系数。内

侧隔离墙与土工膜之间污染物质量通量的关系为 

g g

giw
w w g

( , , )( , , )

y L y L

C x y tC x y t
n D D

y y 




 
 。 (15) 

污染物在土工膜与外侧隔离墙之间界面（y = Lg + 
Tg）的分配可视为污染物从土工膜上的解吸过程，同

样也符合 Henry 定律，  

g gg g
g ow( , , ) ( , , )g y L Ty L T

C x y t K C x y t
  

  ， (16) 

式中， gK  为土工膜与下游隔离墙之间的分配系数，

通常情况下，Kg = gK  [20]。土工膜与外侧隔离墙之间

污染物质量通量的关系为 

g gg g

g ow
g w w

( , , ) ( , , )

y L Ty L T

C x y t C x y t
D n D

y y   

 


 
。(17) 

外侧隔离墙与外侧含水层之间界面（y = Tw）的

污染物浓度关系和质量通量关系为 

ow a( , , ) ( , , )
w wy T y T

C x y t C x y t
 

   ，    (18) 

ow a
w w a ay

( , , ) ( , , )

w wy T y T

C x y t C x y t
n D n D

y y 

 


 
。(19) 

复合隔离墙外侧界面瞬态点通量可表示为 

ow
w w w

( , , )
( , )

wy T

C x y t
F x t n D

y 


 


 。  (20) 
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复合隔离墙外侧界面总通量可表示为 

w
w w w0

( , , )
( ) d

w

L

y T

C x y t
MF t n D x

y 


 

  。 (21) 

1.3  数值模拟方法及计算参数 

笔者采用有限元计算软件COMSOL 5.3中多孔介

质迁移分析模块（tds）对模型进行构建及计算。为了

模拟半无穷右边界，假定模型长度为 100 m。内侧含

水层中污染物浓度（C0）恒定为 100 mg/L，并忽略污

染物降解过程。选择垃圾填埋场和污染场地中常见的

4 种有机物作为目标污染物：甲基叔丁基醚（MTBE）、
二氯甲烷（DCM）、三氯乙烯（TCE）以及氯苯（CB），
其中 MTBE 和 DCM 的亲水性显著强于 TCE 和 CB。
模型相关的几何参数[5, 21-22]和污染物运移参数[4, 23-24]

参见表 1，2。 
表 1 模型几何参数[5, 21-22] 

Table 1 Geometrical parameters for model 
几何参数 值 
复合隔离墙长度 L/m 20 
土工膜厚度 Tg/mm 1.5 
土工膜位置 Lg/m 0.3 
隔离墙厚度 Tw/m 0.6 
隔离墙孔隙率 nw 0.5 
隔离墙弯曲因子 τw 0.4 
隔离墙密度 ρw/(kg·m-3) 1.34 
含水层厚度 Ta/m 3 
含水层孔隙率 na 0.55 
含水层弯曲因子 τa 0.5 

含水层隔离墙密度 ρa/(kg·m-3) 1.5 

 

2  含水层特性影响研究 
本节以二氯甲烷（DCM）作为目标污染物。首先

分析外侧含水层中地下水渗流速度对污染物在复合隔

离墙中的迁移特征进行分析，并将本模型与基于零浓

度边界条件的解析模型（Zhan 的模型）及基于无对流

含水层边界条件的解析模型（Peng 的模型）进行对比；

然后，分析纵向弥散度对污染物迁移的影响。 
2.1  地下水渗流速度的影响 

图 3 为 50 a 时复合隔离墙外侧界面（y = Tw）的

相对浓度（Cw/C0）随 x 变化图，考虑不同地下水渗流

速度 va（1×10-9～1×10-5 m/s）的影响。可以发现，

渗流速度 va增大会导致复合隔离墙外侧含水层中污染

物浓度下降。这是由于地下水流会加速污染物在含水

层中的迁移，减少污染物在含水层中的驻留。此外，

由于受含水层左侧零浓度边界的影响，污染物浓度会

沿着隔离墙长度方向（x 方向）逐渐增大，并趋于稳定。

当 va=1×10-9 m/s 时，复合隔离墙外侧界面最大浓度为

43.1 mg/L，且与 Peng 的模型计算结果吻合。当

va=1×10-5 m/s 时，外侧界面浓度接近零，且与 Zhan 的

模型计算结果十分吻合。 

 
图 3 地下水渗流速度对墙外侧面浓度的影响 

Fig. 3 Effects of seepage velocity of groundwater on relative  

concentration at outside of CGCW 

图 4 为 50 a 时复合隔离墙最右侧剖面（x = L）相

对浓度（C/C0）。显然，va 增大也会导致复合隔离墙

内部浓度降低，说明活跃的地下水易导致污染物迁移

出复合隔离墙。此外，当 va 为 1×10-9，1×10-5 m/s
时的复合隔离墙内部任意区域位置浓度分别与 Peng
的模型和 Zhan 的模型计算结果一致。另外还可以发

现，土工膜两侧浓度存在显著的差异，这是由于土工

膜对有机污染物的吸附和解吸导致的，说明土工膜能

够对 DCM 的扩散具有一定的阻隔作用。 
 

 
图 4 地下水渗流速度对墙最右侧剖面浓度的影响 

Fig. 4 Effects of seepage velocity of groundwater on  

     concentration at right-most profile of CGCW  

图 5 表示复合隔离墙外侧界面末端（图 2 中点 A）
的瞬态相对浓度（Cwm/C0）。可以发现，浓度 Cwm 随

着时间的推移先增大后逐渐达到稳定；当 va越大时，

浓度越小且达到稳定的时间越短。此外，任意时刻 va

为 1×10-5，1×10-9 m/s 时的相对浓度（Cwm/C0）分别

与 Zhan 的模型和 Peng 的模型的计算结果一致。值得
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表 2 有机污染物运移参数[4,23-24] 

Table 2 Transport parameters for organic contaminant 

污染物 分子扩散系数

D0/(10-10 m2·s-1) 
HDPE 土工膜中扩散

系数 Dg/(10-13 m2·s-1) 
HDPE 土工膜中分

配系数 Kg 

隔离墙阻滞

分配系数

Kd,w/(mL·g-1) 

含水层阻滞分配

系数 Kd,a/(mL·g-1) 
溶解度

S/(mg·L-1) 

MTBE  7.92 7.74   0.57 0.20 0 48000 
DCM 10.11 8.86   2.13 0.23 0 20000 
TCE  9.40 5.45  63.24 0.52 0 1100 
CB 10.40 3.96 108.94 0.20 0 500 

注意的是，当地下水流速较大时（va≥1×10-5 m/s），

含水层中污染物浓度趋于零，此时无法采用浓度评价方

法对复合隔离墙进行合理设计。基于此，有必要分析地

下水渗流速度对复合隔离墙外侧界面末端的瞬态通量

Fw的影响（图 6）。可以发现，va增加会导致 Fw增大，

即加速污染物流出隔离墙进入含水层，不利于复合隔离

墙阻隔污染物。当 va≥1×10-8 m/s，Fw随着时间推移先

增大后趋于稳定。不同的是，当 va≤1×10-9 m/s 时，

Fw在 27 a 时达到最大值，随后不断降低，这是由于地

下水流速较慢会导致污染物在含水层中驻留，造成隔

离墙内浓度梯度减小，进而阻碍污染物迁移出复合隔

离墙。此外，va为 1×10-5，1×10-9 m/s 时的通量分别

与 Zhan 和 Peng 的模型的计算结果接近。 

 
图 5 地下水渗流速度对墙外侧面末端瞬态相对浓度的影响 

Fig. 5 Effects of seepage velocity of groundwater on transient  

  concentration at outside right-most point of CGCW  

结合图 3～6，可以认为：当外侧含水层地下水渗

流速度 va≥1×10-5 m/s 时，含水层可视为极其活跃，

此时采用 Zhan 的模型进行复合隔离墙设计较为合理。

当外侧含水层地下水渗流速度 va≤1×10-9 m/s 时，复

合隔离墙设计采用 Peng 的模型更合理。然而，当 va

在 1×10-9 m/s～1×10-5 m/s 时，若采用 Zhan 的模型

进行设计将偏于保守，而采用 Peng 的模型进行设计将

偏于危险。 
2.2  含水层纵向弥散度的影响 

污染物在含水层中的迁移机制包括对流作用和水

动力弥散作用。本节基于纵向弥散度来研究水动力弥

散系数的影响。根据 Gelhar 的研究，纵向弥散度 与

含水层长度 xα 有关[18]。本节假定含水层长度 xα 分别

为 0，20，50，100 m，通过式（6）得到对应的纵向

弥散度 分别为 0，4，25，100 m。图 7 为不同地下

水渗流速度情况下，纵向弥散度对复合隔离墙外侧面

末端（图 2 中点 A）瞬态通量 Fw的影响。可以发现当

va为 1×10-7，1×10-9 m/s 时， 增加会导致 Fw的增

加，这是由于 增加会导致污染物在含水层中水动力

弥散系数增大，进而加速污染物的迁移；当 va=1×10-5 
m/s 时， 对 Fw的影响较小，这是由于当流速较快时，

对流作用主导污染物迁移，水动力弥散作用不明显；

当 va=1×10-11 m/s 时，由于含水层流速接近于零，水

动力弥散系数近似等于有效扩散系数，导致 对 Fw

的影响很小。 

 
图 6 地下水渗流速度对墙外侧面末端瞬态通量的影响 

Fig. 6 Effects of seepage velocity of groundwater on transient  

mass flux at outside right-most point of CGCW  

 

图 7 纵向弥散度对墙外侧面末端的瞬态通量的影响 

Fig. 7 Effects of longitudinal dispersion on transient mass flux at 

outside right-most point of CGCW  
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表 3 不同 HDPE 土工膜位置情况下的 50 a 内累积总通量及比较 

         Table 3 Comparison of cumulative mass fluxes at different locations of HDPE geomembrane during 50 years     （mg/m） 

Lg 
MTBE(va/(m·s-1)) DCM(va/(m·s-1)) TCE(va/(m·s-1)) CB(va/(m·s-1)) 

1×10-5 1×10-9 1×10-5 1×10-9 1×10-5 1×10-9 1×10-5 1×10-9 
Tw /2 343 211 702 396 704 357 854 442 

Tw /6 
318 192 684 391 720 391 887 488 

-7.3% ↓ -8.9% ↓ -2.5% ↓ -1.1% ↓ 2.3% ↑ 9.6% ↑ 3.9% ↑ 10.5% ↑ 

5 Tw /6 
323 216 691 397 733 338 894 419 

-5.9% ↓ 2.4% ↑ -1.5% ↓ 0.3% ↑ 4.1% ↑ -5.3% ↓ 4.8% ↑ -5.3% ↓ 

3  复合隔离墙特性影响研究 
3.1  土工膜位置的影响 

本节采用 3 个算例来研究 HDPE 土工膜位置的影

响：①算例 1，Lg = Tw/2，表示土工膜设置在复合隔

离墙的中间位置（简称中置）；②算例 2，Lg = Tw/6，
表示土工膜设置在靠近复合隔离墙内侧界面（简称内

置）；③算例 3，Lg = 5Tw/6，表示土工膜设置在靠近

复合隔离墙外侧界面（简称外置）。选择 MTBE，DCM，

TCE 以及 CB 作为目标污染物。图 8 表示场地污染物

为上述 4 种有机物时，不同土工膜位置情况下的复合

隔离墙外侧界面瞬态总通量 MFw（式（21）），并考虑

了外侧含水层地下水渗流速度的影响。从图中可以发

现，改变土工膜位置会导致 MFw发生变化，并且在不

同的污染物类别和含水层流速条件下，这种变化存在

显著差异，为了便于对比，引入复合隔离墙外侧界面

累积总通量 CMFw： 
d

w w0
CMF MF d

t
t    ，          (22) 

式中，td为复合隔离墙的设计年限，本文假定为 50 a，
不同土工膜位置情况下的累积总通量 CMFw统计在表

3 中。 
通过图 8（a）和表 3 可以发现，对于 MTBE，当

va为 1×10-5 m/s 时，将土工膜内置（Lg = Tw/6）和外

置（Lg = 5Tw/6）时的瞬态通量 MFw比土工膜中置时

（Lg = Tw/2）更低，且土工膜内置和外置时的累积总

通量 CMFw比土工膜中置时分别低 7.3%和 5.9%，说

明在这种情况下应当避免将土工膜中置，并建议将土

工膜内置。当 va=1×10-9 m/s 时，土工膜内置时的

CMFw 比土工膜中置时低 8.9%，但外置时却高了

2.4%，说明将土工膜外置对复合隔离墙防污更为不

利，建议将土工膜内置。对于 DCM（图 8（b）），

尽管 3 种土工膜位置条件下的总通量 MFw十分接近，

但通过累积总通量 CMFw发现土工膜的最佳和最不利

位置与 MTBE 类似。对于 TCE（图 8（c）），不同地

下水流速影响下的土工膜最不利位置和最佳位置各不

相同：va为 1×10-5 m/s 时，土工膜外置和中置分别为

最不利位置和最佳位置；而 va为 1×10-9 m/s 时，土工

膜内置和外置分别为最不利位置和最佳位置。对于CB
（图 8（d）），土工膜的最不利位置和最佳位置与

TCE 类似，并且不同位置之间的累积总通量 CMFw差

异更为明显，特别是在地下水低流速条件下，土工膜

内置和外置时的 CMFw 比中置时分别高 10.5%和低

5.3%。通过上述分析，污染物类别及外侧含水层地下

水流速均对土工膜的最佳位置和最不利位置有显著影

响，不同土工膜位置条件下的累积总通量差异可达

10%～20%。由于不同土工膜位置的设置不会对施工

工程量和工程造价造成影响，因此基于掌握场地污染

物类别及含水层地下水流速来确定最佳的土工膜位

置，对于提升复合隔离墙的防污性能具有重要意义。 

 
图 8 土工膜位置对墙外侧面的瞬态总通量的影响 

Fig. 8 Effects of the geomembrane location on transient total mass 

flux at outside of CGCW 

从图 8 和表 3 中还可以发现，复合隔离墙对亲水

性有机物的阻隔效果较好，而对憎水性有机物阻隔效

果较弱。例如，当 HDPE 土工膜中置且 va=1×10-5 m/s
时，MTBE 和 CB 的累积总通量 CMFw分别为 343，
854 mg/m。主要原因是 HDPE 土工膜中聚乙烯为非极

分子，极性分子（亲水性有机物）较难穿透土工膜，

而弱极性分子（憎水性有机物）则较容易通过[4,19]。 
3.2  土工膜类别及厚度的影响 

近年来，一些新型的土工膜正逐步应用于垃圾

填埋场及污染场地的防污屏障中，如 EVOH 共聚土
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工膜[25-26]。EVOH 共聚土工膜是以乙烯-乙烯醇共聚

物（Ethylene vinyl alcohol copolymer，简称 EVOH）

作为内核，以 HDPE 土工膜作为外层，合成了一种新

型的土工膜。对于采用 EVOH 共聚土工膜的复合隔离

墙和采用 HDPE 土工膜的复合隔离墙，分别简称为

EVOH 复合隔离墙和 HDPE 复合隔离墙。为了比较这

两种复合隔离墙的优劣，本节给出了 4 种污染物

（MTBE，DCM，TCE 和 CB）在这两种复合隔离墙

中迁移的累积总通量 CMFw（图 9）。其中 MTBE、
DCM、TCE 和 CB 在 EVOH 共聚土工膜中的分配数

分别为 0.7，3.1，62.1，107.1，扩散系数分别为 
5.5×10-14，5.3×10-14，1.7×10-14，1.5×10-14 m2/s[25]，

土工膜厚度为 1.5 mm。显然，当外侧含水层地下水流

速增加，EVOH 复合隔离墙外侧污染物累积总通量

CMFw 也会相应上升。此外，EVOH 复合隔离墙的防

污性能显著强于 HDPE 复合隔离墙。例如 va=1×10-7 
m/s 时，采用 HDPE 和 EVOH 复合隔离墙时 CB 的

CMFw值分别为 727，528 mg/m，表明采用 EVOH 土

工膜复合隔离墙对 CB 的阻隔效率比采用 HDPE 土工

膜高 27%；而当污染物为 MTBE 时，EVOH 复合隔离

墙的阻隔效率比 HDPE 复合隔离墙高 85%。 

 

图 9 两种复合隔离墙外侧面累积总通量的比较 

Fig. 9 Comparison of cumulative mass fluxes at outside of two  

.kinds of CGCW 

为了分析土工膜厚度的影响，引入增厚土工膜效

率值 R，  

g g

g

w w3mm 1.5mm

w 1.5mm

CMF CMF
100%

CMF
T T

T

R
 




   ， (23) 

式中，CMFw|Tg=3mm和 CMFw|Tg=1.5mm表示土工膜为 3，
1.5 mm 时复合隔离墙 50 a 内的累积总通量。图 10 表

示增厚土工膜对复合隔离墙性能的影响。可以发现外

侧含水层流速对增厚土工膜效率值的影响很小。此外，

对于不同的污染物，增厚 HDPE 土工膜对复合隔离墙

性能的提升效果存在显著差异。例如当 va=1×10-7 m/s
时，对于 MTBE，DCM，TCE 和 CB 这 4 种污染物，

增厚土工膜效率值分别为 33%，18%，9%，12%，说

明对于憎水性有机物，增厚 HDPE 土工膜十分低效。

当采用 EVOH 土工膜时，增厚土工膜效率值显著可以

达到 30%~50%。综上所述，在复合隔离墙中采用

EVOH 土工膜时的防污效果显著优于采用 HDPE土工

膜。 

 

图 10 增厚土工膜对复合隔离墙性能的影响 

Fig. 10 Effects of thickening geomembrane on performance of  

CGCW 

3.3  隔离墙厚度及阻滞系数的影响 

针对 HDPE 土工膜对憎水性有机物阻隔效果较差

的特点，除了改变土工膜位置、厚度及类别，还可以

通过改善隔离墙参数来提升复合隔离墙性能。本节选

择 TCE 为目标污染物，外侧含水层地下水流速 va 为

1×10-7 m/s。假定隔离墙厚度 Tw分别为 0.6，0.9，1.2 
m，阻滞分配系数 Kd,w分别为 0.52，1.56，4.68 mL/g，
土工膜设置在隔离墙中间位置。图 11 表示隔离墙厚度

与阻滞分配系数对隔离墙性能的影响。可以发现，随

着墙厚 Tw增大，复合隔离墙防污性能显著增强例如：

Kd,w=0.52 mL/g 时，Tw为 0.9，1.2 m 时的累积总通量

CMFw比 Tw为 0.6 m 时低 57.1%，82.2%。尽管增大墙

厚可以有效提升复合隔离墙的防污性能，但是工程量

和造价也会显著增加。 

 

图 11 隔离墙厚度及阻滞系数的影响 

Fig. 11 Effects of distribution coefficient and thickness of wall 

同样地，增加阻滞分配系数 Kd,w也会增强复合隔

离墙防污性能。当 Tw=0.6 m，Kd,w为 1.56，4.68 mL/g
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时的累积总通量CMFw比Kd,w为 0.52 mL/g时低 36.7%
和 83.2%。这是由于增大阻滞分配系数 Kd,w将导致隔

离墙的阻滞因子 Rd增大，进而提升隔离墙对污染物的

吸附性能。因此，隔离墙材料中添加改性材料可以有

效降低复合隔离墙的设计厚度。 

4  讨    论 
由于土工膜复合隔离墙的渗透系数远低于周围土

壤，隔离墙外侧含水层中通常会形成水平向地下水渗

流通道，如图 1 所示。Zhan 等[5]和 Peng 等[6]均建立了

有机污染物在复合隔离墙中的迁移模型，他们分别假

定外侧含水层中地下水极其活跃和不存在渗流。由于

含水层中地下水流速与地质条件及上下游水头差等密

切相关，上述假设均过于理想化，限制了他们方法在

工程实际中的应用。针对这一问题，笔者建立了有机

污染物在复合隔离墙-含水层中的迁移模型，考虑切下

地下水渗流速度的影响。通过图 3～11，可以发现地

下水流速会显著影响污染物在复合隔离墙中的迁移，

并且会影响土工膜在复合隔离墙中的最佳设置位置。

因此在进行复合隔离墙设计前，应当掌握场地的土体

类型、渗透系数及含水层长度等信息，估算复合隔离

墙外侧含水层地下水流速。此外，本模型也存在一定

的局限性：①本模型仅适用于穿越墙体的对流作用极

其微弱的情况，对于墙内侧水头远高于外侧的情况，

穿越墙体的对流作用无法忽略，本模型及本文结论暂

不适用，今后需要对这一问题继续展开研究。②本模

型只考虑了单一污染物的迁移，但很多污染场地存在

多种污染物共存的复合污染情况（如垃圾填埋场），污

染物之间可能存在竞争性吸附及相互反应等情况，因

此本文对于土工膜位置及厚度的设计建议仅适用于单

一污染场地，对于复合污染场地需要根据实际情况进

行分析。③本模型假定隔离墙材料和含水层均质且各

向同性，但由于隔离墙的固结作用及含水层中存在不

同类型的土层，隔离墙材料和含水层应当是非均质的，

后续的研究中应当考虑这种情况。④含水层弥散度对

计算结果有一定的影响，本文采用经验公式估算，弥

散度取值除与尺度有关外，还受土的类型、地下水流

速等影响，实际工程设计中应尽可能进行现场示踪试

验确定弥散度取值。 

5  结    论 
本文建立了有机污染物在复合隔离墙-含水层中

迁移数值模型，考虑污染物在复合隔离墙中的扩散作

用及在含水层中的对流-弥散作用。该模型能够更准确

地反映外侧含水层中地下水渗流对污染物在复合隔离

墙中迁移的影响，对复合隔离墙设计和施工具有一定

的指导意义。通过对含水层和复合隔离墙相关参数进

行系统的分析，得到 5 点结论。 
（1）外侧含水层中地下水流速增加会加速污染物

迁移，进而导致复合隔离墙和含水层中污染物浓度降

低以及复合隔离墙外侧界面污染物通量上升。当地下

水渗流速度高于 1×10-5 m/s 或低于 1×10-9 m/s 时，

可以分别采用基于零浓度边界条件的解析模型（Zhan
的模型）和基于无对流含水层边界条件的解析模型

（Peng 的模型）进行初步设计；当流速处于 1×10-9～

1×10-5 m/s 时，只能采用数值方法进行分析。 
（2）复合隔离墙外侧界面污染通量随着含水层纵

向弥散度增大而增加，但地下水流速高于 1×10-5 m/s
时或低于 1×10-11 m/s 时，纵向弥散度的影响可以忽

略。  
（3）不同 HDPE 土工膜位置情况下的复合隔离

墙外侧界面累积总通量差异可达 10%～20%，并且污

染物类别和地下水流速均会影响土工膜的最佳位置和

最不利位置。对于亲水性有机物 MTBE 和 DCM，土

工膜宜设置在靠近内侧。对于憎水性有机物 TCE 和

CB，当地下水渗流速度较快时（va≥1×10-5 m/s），

建议将土工膜设置在中间位置；当地下水渗流速度较

慢时（va≤1×10-9 m/s），土工膜宜设置在靠近外侧。 
（4）采用 EVOH 土工膜时的复合隔离墙防污性

能显著优于采用 HDPE 土工膜，并且增厚 EVOH 土工

膜对防污性能的提升效率也强于增厚 HDPE 土工膜。 
（5）增加隔离墙厚度及在隔离墙中添加提升吸附

性能材料均能提升复合隔离墙的防污性能。 
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考虑基础提离的摇摆框架结构地震响应振动台试验研究 
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摘  要：结构基础与地基土发生分离即基础提离的现象在强震时是不可避免的，为此摇摆隔震（Rocking Isolation）的

理念逐渐提出。基于此设计了常规基础框架结构模型和摇摆框架结构模型，基于振动台试验数据对比分析了两类结构

对场地土以及自身地震响应的影响。结果表明：①由于结构基础发生的提离量及提离范围有限，提离效应对结构频谱

特性影响不显著，主要影响结构竖向加速度响应幅值；②地震波类型对结构提离效应影响显著，脉冲型地震波引起的

提离量最大，但提离次数最少；③相比较于常规框架结构，摇摆框架结构对场地土地震响应的影响更显著，且其自身

响应的高频成分较为丰富。研究成果对探讨摇摆结构地震响应规律有一定的参考意义。 
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Shaking table tests on seismic response of rocking frame structure                  
considering foundation uplift 
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Bridge & Structure Engineering, Wuhan University of Technology, Wuhan 430070, China) 

Abstract: The separation of structural foundation and foundation soil, namely the foundation uplift, is inevitable in strong 

earthquakes, so the concept of rocking isolation is gradually proposed. Based on this idea, two types of models for frame 

structure are designed: the conventional foundation frame structure and the rocking frame structure. The influence effects of the 

two types of structures on the site soil and their own seismic responses are compared and analyzed based on the shaking table 

test data. The test results show that: (1) Due to the limited uplift amount and range of the structural foundation, the uplift effect 

has no significant influences on the spectral characteristics of the structure, but mainly affects the vertical acceleration response 

amplitude. (2) The seismic wave type has a significant influence on foundation uplift effect. The impulse seismic wave causes 

the largest uplift, but the least numbers. (3) Compared with that of the conventional frame structure, the influence of rocking 

frame structure on the site soil seismic response is more significant, and the high frequency components of its own response are 

more abundant. The research results have certain reference significance for exploring the seismic response law of rocking 

structure. 

Key words: rocking; foundation uplift; shaking table test; seismic response; frame structure

0  引    言 
随着韧性城市的理念不断深入，针对韧性结构的

研究也称为目前研究的热点和难点[1-2]。在结构抗震分

析领域，以可恢复结构为代表的韧性结构得到了广泛

的重视，可恢复功能抗震结构包括摇摆结构、自复位

结构、可更换和附加耗能装置的结构等，其中的摇摆

结构又包括自由摇摆和可控摇摆[2-4]。摇摆结构可恢复

功能的工作机制是将基础对结构特定组件（如剪力墙、

结构柱、框架或带支撑框架）底部的部分约束解除，

使其由弯曲变形、剪切变形或弯剪变形模式转变为整

体的刚体摆动模式，从而避免构件的损伤，而使结构

具备一定的可恢复功能能力[5]。这些措施是完全从结

构层面提出的改变结构构件与基础之间的约束。考虑

到土-结构相互作用效应在工程结构抗震领域的重要
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性以及目前的接受程度，同时考基于已有大量震害经

验，Anastasopoulos 等[6]提出了摇摆隔震的理念（Rocking 
Isolation），该理念的基本原理是有意弱化结构基础，

允许结构基础在地震时与地基土发生分离，利用地基

与基础接触面处的非线性及地基土的非线性、塑性变

形等消耗地震能量，使原本在上部结构形成的塑性铰

转移到地基土，减小或避免上部结构的塑性变形并防

止其倒塌，从而确保上部结构的安全，其原理如图 1
所示。传统的结构设计是不允许结构基础与地基土发

生分离，因此认为结构与地基土是绑定（Bond）在一

起的，因此在地震时塑性铰出现在结构构件上，最终

导致结构破坏，而基于摇摆隔震理念的设计方法弱化

结构基础（如减小基础宽度 B），允许结构基础和地基

土之间发生部分分离以及地基土体局部发生塑性变 
形，以消耗地震动能量，达到保护上部结构的目的。 

 
图 1 摇摆隔震原理示意图[6] 

Fig. 1 Schematic diagram of rocking isolation principle 

基础提离的分析模型总的来说可分为 4 类：经典

的刚性地基上刚性块体模型[7]、刚性地基上柔性结构

模型[8]、柔性地基上刚性块体模型[9]和柔性地基上柔

性结构模型[6]。对于刚性地基模型，目前已有较好的

理论解析解，然而对于柔性地基模型，一般将其简化

为 Winkler 地基，利用只能提供拉力的弹簧模拟地基

土，该方法的优点是简单，但却无法模拟地基土的非

线性变形以及结构基础与地基土分离后应力重分布后

引起的土弹簧刚度变化，导致目前关于柔性地基上基

础提离的计算方法不够完善。因此，基础提离对结构地

震响应影响的研究较多，主要包括储液罐或水塔[10]、桥

墩[11]、框架[12]与大型复杂结构[13]等，但在实际工程中

的应用明显滞后理论研究。 
本文拟针对目前计算方法的不足，开展相应的振

动台试验研究，探讨柔性地基上柔性结构摇摆地震响

应规律为建立合理的摇摆结构地震响应计算分析方法

提供基础。 

1  振动台试验设计 
1.1  原型结构 

原型结构分两类：①设计偏安全的传统基础框架

结构；②适当降低基础尺寸弱化基础的摇摆框架结构。 
（1）原型结构概况 

本次试验框架结构原型为 6 层双向单跨框架，

纵、横向跨度均为 6 m，层高 3 m，独立基础，结构

设计信息与构件尺寸见表 1，其中柱和梁截面尺寸分

别为 400 mm×400 mm 和 600 mm×300 mm，楼板厚 
120 mm。 

表 1 原型结构设计参数 

Table 1 Design parameters for prototype structure 
参数 设计信息 

设防类别 丙类 
地震动参数 7 度（0.1g），Ⅱ类场地，设计地震分组为第二组 
结构材料 C40 混凝土，钢筋 HRB335 和 HRB400 

荷载 楼面恒载 5 kN/m2，活载 2 kN/m2； 
屋面恒载 7 kN/m2，不上人屋面活载 0.5 kN/m2 

（2）传统基础设计 

按照地基与基础基本理论[14]，结构基础面积： 
k

a G

F
A

f d
≥   。             (1) 

式中  Fk为相应于荷载效应标准组合时，上部结构传

至基础顶面的竖向力值；fa 为修正后的地基承载力特

征值； G 为基础及回填土的平均重度，一般取 20 
kN/m3；d 为基础平均埋深。本文不针对具体工程，因 
此取常规数值，如 fa取 150 kPa，d 取 0.6 m，对于 6
层框架，计算得到 Fk为 897.6 kN，按方形独立基础设

计，由式（1）可得基础宽度不小于 2.6 m，保守起见

本文对常规基础尺寸取边长为 3 m 方形独立基础，基

础高度按常规取 600 mm。 
本次试验属于规律性探索，并不针对某个具体工

程，因此本文在设计试验时，主要是使用基本土力学

知识设计基础尺寸而已，至于其承载力并未涉及。 
（3）弱化基础设计 
弱化基础是指基础尺寸小于上述常规计算值，理

论上任何小于 2.6 m 的基础尺寸均满足要求。但考虑

到本次试验采用微粒混凝土制作结构模型，且经过

1/30 的几何相似比后，结构尺寸过小，微粒混凝土中

较大颗粒浇筑困难，导致模型结构刚度有限。为确保

试验中模型结构能承受一定的地震动而不致发生结构

提前破坏，本次试验将摇摆结构的基础尺寸定为 2.5 m 
长的方形独立基础。 
1.2  相似关系 

对于地表结构而言，应选用重力不失真模型，即

采用设置配重的方法模拟模型和原型材料密度不同和

活荷载的相似关系。根据 Bukingham 定理，以长度、

弹性模量、加速度为基本物理量，再根据相似条件间

的关系可以初步确定其他相似关系。首先，根据振动

台与模型箱尺寸确定长度相似关系 SL为 1/30；其次，

采用微粒混凝土制作结构模型，本次试验进行了不同

配比下的微粒混凝土弹性模量测试，最终确定微粒混

凝土的质量比为∶水泥∶细料∶粗料∶减水剂∶水 
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=1∶2.5∶2.5∶0.014∶0.686，测得其弹性模量约为 15 
GPa，密度 2333 kg/m3，常规 C40 混凝土弹性模量 32.5 
GPa，则弹性模量相似比为 0.462；最后，加速度相似

比依据振动台性能取为 2。可得模型体系各物理量的 
相似系数及其相似关系，如表 2 所示。 

表 2 模型试验相似关系 

Table 2 Similarity relation for model tests 
类型 物理量 相似系数符号及表达 相似系数 
几何 几何尺寸 SL 1/30 

材料

特征 

弹性模量 SE 0.462 
等效密度 Sρ=SE/(Sa*SL) 6.923 

应变 Sε= Sσ/ SE 1 
应力 Sσ 0.462 
质量 Sm= SσSL2/ Sa 0.000256 

动力

特征 

时间 St= SL/ (SE / Sρ)-0.5 0.129 
频率 Sf= SL-0.5*Sa0.5 7.746 
位移 SL 1/30 
速度 St= (SL/ Sa)0.5 0.258 

加速度 Sa 2 

1.3  模型结构制作 

原型结构中的混凝土采用微粒混凝土进行模拟，

其中水泥为 32.5 级矿渣硅酸盐水泥，细料为粒径小于

2.5 mm 且具有连续级配的河砂，粗料为粒径为 2.5～5 
mm 的石英砂。梁柱构件纵筋及箍筋采用镀锌铁丝来

模拟，楼板中钢筋采用镀锌铁丝网模拟。对于钢筋混

凝土构件参照文献[15]，依据抗弯能力和抗剪能力等

效确定梁、柱和箍筋相似计算，详细计算过程参见文

献[16]。常规结构模型与摇摆结构模型尺寸以及相应

的实物如图 2 所示。 

图 2 两种结构模型尺寸及实物 

Fig. 2 Dimensions and physical structures of two models 

结构在放置土体表面时，利用激光平整仪尽可能

的使结构模型基础与土体表面平整接触。 
1.4  模型结构配重计算 

计算模型配重时，先由原型结构质量按相似常数

计算得到模型的理论所需质量，减去模型自重所产生

的质量，即得到模型对应楼层所需配重。经计算共需

配重 47.25 kg，平均每层楼板配重 7.875 kg，每层采

用两块长宽高尺寸为 24 cm×13 cm×1.6 cm 的铁板，

质量约为 7.8 kg。 
1.5  模型土 

模型土为北京地区原状黏土，利用环刀法测得土

样的密度为 1850 kg/m3，共振柱试验测得土体动剪切

模量和动阻尼比随动剪应变的变化曲线如图 3 所示。

由图 3 可见土体动剪切模量随动剪应变的增加而降

低，动阻尼比则随动剪应变的增加而增加。 

 

图 3 土体共振柱试验结果 

Fig. 3 Test results of soil resonant column 

模型土填装按照每 10 cm 分层填装压实，填至 1.0 
m 后静置，然后利用白噪声扫描振实土体。 
1.6  模型箱 

本次试验在北京工业大学工程结构实验室的 9
子台上进行，试验使用了 4 个 1 m×1 m 的台阵，见

图 4，该模型箱由两个主动箱与一从动箱组成，3 个

箱体通过螺栓和底部钢板连接在一起，使其成为一

个整体刚性箱。模型箱内部净尺寸为 3.8 m×2.8 
m×1.1m，考虑模型箱内部沿长边两端泡沫板厚度 
0.15 m，土体尺寸为 3.5 m×2.5 m×1 m。 
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图 4 模型试验的模型箱 

Fig. 4 Model box of model tests 
1.7  监测方案 

土-基础-框架体系剖面测点布置如图 5 所示，其

中每层楼板布置了沿激震方向的加速度传感器 A1—
A6，并在顶部增加了竖向加速度传感器 A7，并在一

个基础上安装两个加速度传感去 A8（水平向）和 A9
（竖向）。在地表沿激震方向设置了加速度传感器 B2
—B10，在 2 个主动箱（两侧的箱子）和一个从从动

箱（中间的箱子）内各选一条测线，监测土体加速度

沿深度的变化（ZY 与 DY）。共设置了 4 个位移监测

点，采用激光位移计，其中 Y1，Y2为顶层水平位移测

点，Y3，Y4为基础竖向位移测点。 

 

图 5 测点布置平面图 

Fig. 5 Layout plan of measuring points 

在楼板 4 个角部放橡皮泥，在将配重块放在楼板

上，使得配重块与楼板之间有一定间隙，减小配重块

对楼板刚度的影响，然后用透明胶带把配重铁块与楼

板粘贴在一起（图 6（a））。为避免加速度传感器黏贴

在配重铁板上使测得数据不准确，将传感器布置在各

层楼板的板底（图 6（b）），试验现场如图 6（c）所示。 

 

图 6 配重块放置和加速度传感器布置图 

Fig. 6 Layout of balancing weight block and acceleration sensors 
1.8  加载制度 

本次试验输入选取正弦波进行边界效应分析，另

外还选取了经典的 El-Centro 波（代号 EL）、脉冲波北

岭波（代号 NR）以及取土地区的北京人工波（代号

BJ），地震波输入方向为沿模型箱长边方向（纵向），

工况见表 3。EL 波、NR 波和 BJ 波时程与频谱曲线如

图 7 所示，其中加载时间按照表 2 的时间相似比进行

了调整。 

 

图 7 输入波的时程及频谱曲线 

Fig. 7 Time histories and frequency spectra of input seismic waves 

为降低土体性质等因素的影响，本次试验拟先进

行较小幅值地震动输入的试验，逐步提高输入地震动

幅值。 
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表 3 试验加载制度 

Table 3 Test loading system 
工况 
编号 

模型 
类型 输入地震波 输入加速度幅值/g 

1 

自由场 
常规结构 
摇摆结构 

白噪声 1 0.05 
2 4Hz 正弦波 0.10 
3 EL 波 0.20 
4 NR 波 0.20 
5 BJ 波 0.20 
6 EL 波 0.40 
7 NR 波 0.40 
8 BJ 波 0.40 
9 4Hz 正弦波 0.20 
10 白噪声 2 0.05 

2  振动台试验现象与结果 
2.1  试验现象 

各工况试验现象汇总如表 4，由观察到的试验现

象可得 0.2g 正弦波输入下提离摇摆现象最显著，原因

可能是正弦波长时间、相同幅值的往复加载导致输入

震动能量最大。常规框架结构在输入幅值为 0.2g 的正

弦波工况下柱底与基础连接处已剪断（图 8（a））。对

比震前（图 8（b））与震后（图 8（c））情况可见，震

后基础四周土体有明显的松散，这是因为经过多次震动

与基础的提离摇摆冲击，导致局部土体发生较大变形。 
表 4 各工况试验现象简单描述 

Table 4 Simple description of test phenomena  
工况 摇摆结构试验现象 常规结构试验现象 

0.1g 正弦 无提离摇摆 无提离摇摆 
0.2gEL 无提离摇摆 无提离摇摆 
0.2gNR 较弱提离摇摆 无提离摇摆 
0.2gBJ 较弱提离摇摆 无提离摇摆 
0.4gEL 明显提离摇摆 有明显提离摇摆 
0.4gNR 明显提离摇摆 有明显提离摇摆 
0.4gBJ 较大提离摇摆 有较大提离摇摆 

0.2g 正弦 剧烈提离摇摆 剧烈提离摇摆，且柱

底破坏 

 

图 8 常规框架结构试验现象 

Fig. 8 Test phenomena of conventional frame structure 

2.2  结构频率分析 

采用敲击法对结构进行基频测试（图 9），通过敲

击使结构自由振动，然后分析结构固有频率。在结构

基础上压上重铁块以达到固定结构底部的目的。敲击

位置在顶层，多次敲击并控制敲击力度，然后对自由

衰减明显的波形段做频谱分析。模型结构顶层（图 9
中测点 1）和第 3 层楼板（图 9 中测点 2）加速度时程

与频谱曲线（图 10），由频谱曲线可见结构模型的基

频约 10 Hz。 

 
图 9 结构频率测试 

Fig. 9 Frequency tests on structure 

图 10 敲击法确定结构模型基频 

Fig. 10 Determination of natural frequency of structural model by  

.knockdown method 

利用 ABAQUS 软件建立原型结构和缩尺结构模

型，分别采用对应的计算参数，即原型结构为 C40 混

凝土（密度 2500 kg/m3，弹性模量 32.5 GPa，泊松比

0.2），模型结构采用微粒混凝土参数（密度 2333 
kg/m3，弹性模量 15 GPa，泊松比 0.3）。对于缩尺结

构模型，还需考虑配重块的影响，本文尝试采用三种

模拟方法：①将配重铁块与楼板绑定在一起，即 tie
连接配重块和结构楼板；②将配重铁块的质量以质量
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点的形式均匀分布在楼板上；③将配重铁块的质量均

分给整个模型，即采用等效密度的方法。 
原型结构基频、3 种模拟方法下模型结构基频以

及试验得到的结构基频列于表 5，由表 5 可见： 
（1）不同配重块模拟方法下结构模型的基频差

异较大，体现了质量块的不同影响方式，且其中以绑

定的模拟方法与实测值最为接近，该模拟方法也是与

试验情况最为接近的，因此应优选绑定的模拟方法。 
（2）模型结构与原型结构的基频之比为 7.53，

与表 2 中给出的频率相似比 7.746 吻合较好，表明本

文的结构模型设计方法是合理的。 
（3）但应看到结构模型基频计算值（14.97 Hz）

与实测值（10 Hz）仍有较大差距，原因在于结构模型

柱截面尺寸较小、楼板较薄，部分粗颗粒在浇筑时不

得不取出，从而材料分布不均，导致材料的实际强度

和刚度达不到数值模拟中材料均匀分布时的强度和刚

度，使得数值模拟得到的结构基频偏大。这也是微粒

混凝土配制小尺寸结构模型所面临的不足之处。 
表 5 原型结构和模型结构基频 

Table 5 Fundamental frequencies of prototype and model  
structures                                (Hz) 

原型结构计

算值 
模型结构

试验值 

模型结构计算值 
绑定

法 
质量点

法 
等效密度

法 
1.97 10.00 14.97 16.32 17.13 

2.3  边界效应分析 

利用正弦激励下自由场地表沿纵向和横向各测点

加速度幅值，可确定模型箱边界影响范围，详细分析

可参见文献[16]，限于篇幅本文仅给出最终结论：模

型箱的边界效应影响主要影响区域是距离模型箱 25 
cm 的范围，本次试验在模型箱正中间放置一长度和宽

度仅 0.3 m 的框架结构模型，结构模型区域远离受边 
界影响区域。 
2.4  土体加速度响应分析 

地表结构在地震时惯性力引起结构左右晃动，从

而作为一个地表震源将震动再次传给地基，引起地基

土震动，因此有必要分析地表结构对场地土响应的影

响。以自由场加速度响应为基准，比较常规和摇摆结

构时地表沿激震方向以及深度方向加速度响应与自由

场的比值。 
（1）土体沿激震方向加速度响应分析 
各工况下模型土表面沿激震方向各测点加速度响

应与对应自由场加速度响应比值如图 11 所示。分析图

11 可得：摇摆结构与常规结构下的土体加速度响应一

般要比自由场时大，在距土表中心距离为 0～0.9 m
（3B，B 为模型结构总宽度）内尤为明显，增大约超

过 20%，其中摇摆结构下的土体加速度响应变化更大，

因为摇摆结构模型在发生提离摇摆时对结构附近土体 
产生较大的冲击作用。 

图 11 模型土表面各测点沿激震方向加速度变化 

Fig. 11 Acceleration curves of measuring points on model soil  

surface along earthquake excitation direction 
（2）土体沿深度方向加速度响应分析 
以 EL 波为例，模型土沿深度方向各测点的加速

度响应与对应自由场加速度响应的比值如图 12 所示。 

图 12 EL 波时模型土沿深度方向加速度响应变化曲线 

Fig. 12 Acceleration response curves of model soil along depth  

direction under action of EL waves 
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分析图 12 可得：①土体加速度响应在深度方向的变化

趋势基本一致，加速度响应大体随深度的减小而增大；

②摇摆结构对场地土响应的影响大于常规结构，原因

在于摇摆结构对场地土的扰动强烈些；③土体加速度

幅值在 0.6 m 以下基本保持不变，而在 0.6 m 以上放

大显著，可见地表结构对场地土响应的影响深度约 0.6 
m，即 2B，B 为结构宽度。 
2.5  结构加速度响应分析 

常规和摇摆框架结构在不同工况下加速度幅值随

结构高度变化见图 13，14。 

图 13 摇摆框架结构水平加速度幅值随高度变化曲线 

Fig. 13 Curves of horizontal acceleration amplitude versus height  

of rocking frame structure 

由图 13，14 可得： 
（1）正弦波时结构响应远大于其他地震波，这与

试验观察到的在0.2g正弦波作用下两类结构都发生剧

烈摇摆相一致，其原因主要是结构受到幅值不变的往

复激励。 
（2）在输入地震动幅值较小（0.2g）时，相对于

结构基础的响应，摇摆框架结构加速度响应沿高度是

先放大，然后降低，最后又放大；而常规结构则是先

缩小后放大，体现了摇摆效应的影响；在输入地震动

幅值较大（0.4g）时，该现象则更加突出，但由于土

体非线性的影响，此时结构顶层加速度响应均降低了。 
2.6  结构基础竖向位移分析 

结构竖向位移是反应结构摇摆程度最直观指标。

由表 4 试验现象描述可知除正弦波外，在 0.2g 输入时

结构摇摆幅度较小，考虑到测量精度以及结构放置平 

图 14 常规框架结构水平加速度幅值随高度变化曲线 

Fig. 14 Curves of horizontal acceleration amplitude versus height  

of conventional frame structure 

整度等因素，0.2g 时的竖向位移监测结果不理想，因

此本节以 0.2g 正弦波以及 0.4gEL 波、NR 波、BJ 波

输入时摇摆框架结构基础竖向位移数据进行分析（图

15）。其中位移正值表示向上，负值表示向下，由正值 
位移可判断基础的提离情况。由图可见： 

（1）在 0.2g 正弦下结构的提离摇摆最剧烈，包 
括提离的次数最多，幅值最大。 

（2）除去正弦波，0.4g NR 波作用下摇摆结构发

生了 4 次提离，最大幅度达 4 mm，其次是 BJ 波，提

离次数为 6 次，最大幅度约 3 mm，而 EL 波作用下的

提离次数也达到了 9 次，但提离幅度相对较小，最大

约 1.4 mm。由此可见不同地震动对结构摇摆响应影响

显著，对于实际地震动而言，脉冲波（NR）引起的提

离量最大，但由于脉冲时间有限，提离次数最少。 

3  常规结构与摇摆结构响应对比分析 
3.1  对土体影响对比分析 

放大系数定义为该测点的加速度响应幅值与台

面 T1 测点的加速度响应幅值之比，选结构正下方地

表测点 B6、地表沿纵向距结构最近的测点 B5，不同工 
况下放大系数如图 16 所示，分析可得： 

（1）地表结构的存在显著放大了场地地表的加

速度放大系数，尤其是以 EL 波和北京人工波，而 NR
波则放大效应不明显，体现了不同地震波类型的影响。 

（2）测点 B6的放大系数要小于 B5的，其原因
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在于 B6点位于框架结构内部（柱子之间）的地表，其

响应受到两侧柱子晃动传递来振动能量的叠加，而 B5

位于结构一侧的缘故。 
（3）摇摆框架结构时地表加速度放大系数在结构

一侧的测点 B5时大于常规框架就结构，但在结构内部

地表测点 B6时要小于常规框架结构，且以 EL 波时差

异最大。其原因与前述的测点 B6受到两侧基础的叠加

影响相同。 

 

图 15 摇摆框架模型基础处竖向位移响应 

Fig. 15 Vertical displacement responses of rocking frame model  

foundation 

图 16 测点 B5，B6的加速度放大系数的对比 

Fig. 16 Comparison of acceleration amplification coefficients of  

measuring points B5 and B6 

3.2  结构水平与竖向加速度响应对比分析 

限于篇幅，本节仅选取结构摇摆响应剧烈的 0.2g
正弦波与0.4g北京人工波工况下框架基础与框架顶层

的水平加速度响应进行对比（图 17），由图可得： 
（1）常规结构与摇摆结构的加速度响应时程曲

线与相应的频谱曲线基本相似，只是幅值上存在差异，

表明本次试验中结构基础发生提离、结构摇摆对结构

频率的影响不显著。理论上，结构基础与地基土发生
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分离后，土体对结构的约束减弱，结构刚度降低，此

时结构频率应降低，但频谱曲线反映出来的结构频率

变化不大，仅 BJ 波作用下，结构顶层的水平加速度

频谱曲线略有变化（摇摆结构卓越频率约 4 Hz，常规

结构卓越频率约 5 Hz），其原因可能在于结构基础与

地基土发生分离的范围（提离范围）相对较小，从图

15 可见最大提离量仅 4 mm，结构高度，再考虑结构

自身弯曲变形，独立基础下的提离范围非常有限，因 
此结构频率的变化不显著。 

（2）在频谱曲线上，对于正弦波由于荷载频率

单一，结构响应的频率成分也较为单一，但在北京人

工波作用下，摇摆结构在 20～50 Hz 的高频成分较为

丰富，尤其是结构顶层的响应更为突出，其原因在于

摇摆结构在摇摆过程中冲击地面所产生的高频振荡。 

 

 
图 17 摇摆结构与常规结构水平加速度响应对比 

Fig. 17 Comparison of horizontal acceleration responses between  
rocking and conventional structures 

同样对比分析两种工况下框架结构顶层的竖向

加速度响应（基础处的竖向加速度时程曲线异常，故

未给出），如图 18 所示。在本次试验中结构摇摆主要

对结构竖向加速度幅值有一定影响，对其频谱特性的 
影响并不显著。 
3.3  基础竖向位移对比分析 

仍以结构摇摆响应较大的工况为例，不同工况下

基础竖向位移时程曲线对比如图 19 所示。 
（1）摇摆结构基础的提离量比常规结构的大，

表明摇摆结构的提离摇摆响应比常规结构剧烈。 
（2）正弦激励下结构提离次数和提离量均最大，

也即最容易发生提离。其次以脉冲型的 NR 波提离量

最大，但由于脉冲次数有限，其提离次数最少，而 EL
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波的提离量最小，但其提离次数最多。 

 

图 18 摇摆结构与常规结构竖向加速度响应对比 

Fig. 18 Comparison of vertical acceleration responses between  

rocking and conventional structures 

 

 
图 19 常规框架与摇摆框架基础竖向位移对比 

Fig. 19 Comparison of vertical displacements between  

conventional and rocking frame foundations 

（3）常规结构多为负的竖向位移，即常规结构

在地震时有一定的沉降，而摇摆结构以提离为主，沉

降量很小可忽略不计。 
 

4  结    论 
（1）地表结构对场地土地震响应有显著影响，

其水平和竖向影响范围可达 3 倍结构宽度和 2 倍结构

宽度，本次试验表明，因此实际工程中地表结构以及

地表结构群对场地土及邻近结构（地下结构和地上结

构）的影响值得关注。 
（2）摇摆结构由于提离、再冲击的影响，其对

场地土地震响应影响更大，主要表现在其加速度幅值

放大具高频成分丰富。 
（3）相比较于常规框架结构，摇摆框架结构发

生更大的提离量和提离次数，而常规框架结构则发生

更大的沉降。 
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（4）地震波类型对摇摆结构地震响应的影响也

十分显著，其中正弦波激励由于具有长时间的相同幅

值激励，导致提离量和次数均较大，即结构更容易发

生提离，而对于实际地震波，脉冲型波导致结构较大

的提离量，但提离次数相对较少。 
目前针对考虑基础提离效应的摇摆结构抗震分

析在国内还处于起步阶段，相关理念还有待被认可和

接受，相关计算分析方法还不成熟。本文仅是基于单次

振动台试验数据，对比分析常规基础框架结构与可提离

框架结构的地震响应差异，至于摇摆框架结构“摇摆隔

震（Rocking Isolation）”的优越性还需进一步基于试验

数据和数值方法开展系统的参数研究，需要从结构内力

和变形方面加以分析和确定。希望本次试验能达到为数

值分析提供验证，从而最终达到建立考虑提离、再冲击

全过程的摇摆结构合理计算分析方法的目的。 
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岩体粗糙裂隙几何特征对其 Forchheimer 型 
渗流特性的影响 

周  新
1,2
，盛建龙

1,2
，叶祖洋

*1,2
，罗  旺

1,2
，黄诗冰

1,2
，程爱平

1,2
 

（1. 武汉科技大学资源与环境工程学院，湖北 武汉 430081；2. 冶金矿产资源高效利用与造块湖北省重点实验室，湖北 武汉 430081） 

摘  要：为了研究岩体粗糙裂隙几何特征与其非线性渗流特性的相互关系，基于裂隙面分形特性提出了三维粗糙裂隙

的几何结构表征模型，通过直接求解 N-S（Navier-Stokes）方程，研究了不同开度均值、标准差和分形维数对岩体裂隙

Forchheimer 型渗流特性的影响规律，验证了 Forchheimer 方程描述流量与压力梯度非线性关系的有效性。研究结果表

明：当流量较小时，随着裂隙开度均值减小、标准差增大，线性系数逐渐增大即水力开度逐渐减小，渗透能力下降，

分形维数对其渗透能力的影响较小，并提出了水力开度与开度均值、标准差的经验关系式；当流量较大时，水流流态

从线性流向非线性流转变，随着开度均值减小、标准差和分形维数的增大，非线性系数增大，临界雷诺数减小，测得

Rec范围为 11.16～39.3。 
关键词：岩体裂隙；几何特征；渗流特性；分形理论 
中图分类号：TU43       文献标识码：A       文章编号：1000–4548(2021)11–2075–09 
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Effects of geometrical feature on Forchheimer-flow behavior through     
rough-walled rock fractures 

ZHOU Xin1, 2, SHENG Jian-long1, 2, YE Zu-yang1, 2, LUO Wang1, 2, HUANG Shi-bing1, 2, CHENG Ai-ping1, 2 
(1. School of Resources and Environmental Engineering, Wuhan University of Science and Technology, Wuhan 430081, China; 2. Hubei 

Key Laboratory for Efficient Utilization and Agglomeration of Metallurgical Mineral Resources, Wuhan University of Science and 

Technology, Wuhan 430081, China) 

Abstract: In order to study the relationship between the geometrical feature and the nonlinear flow properties of rough-walled 

rock fractures, a numerical model based on the fractal behavior is proposed to characterize the three-dimensional geometry of 

rough-walled fractures. By solving the N-S (Navier-Stokes) equation directly, the effects of mean aperture, standard deviation 

of aperture and different fractal dimensions on the Forchheimer flow characteristics of fractures are investigated. The 

Forchheimer equation is validated to describe the nonlinear relationship between the flow rate and the pressure gradient. The 

results show that with the lower flow rate, the linear coefficient increases and the hydraulic aperture decreases with the 

decreasing mean aperture and increasing standard deviation of the aperture, thus the empirical relation for the hydraulic aperture, 

the mean aperture and the standard deviation of aperture is put forward, while the effects of the fractal dimension almost can be 

ignored. On the contrary, with larger flow rate, for the flow pattern changing from linear to nonlinear flow, as the mean aperture 

decreases and the standard deviation of aperture and the fractal dimension increase, the nonlinear coefficient increases, and the 

critical Reynolds number decreases, with the range of Rec being 11.16~39.3. 
Key words: rock fracture; geometrical feature; flow property; fractal theory

0  引    言 
天然岩体经过漫长的地质作用，内部发育着大量

裂隙。相较岩块而言，岩体裂隙的透水性较强，是地

下水流动的主要运输通道，对水利水电、核废料存储、

CO2 地质封存、油气开采等领域渗流问题及地质灾害

具有关键性控制作用，因此开展岩体裂隙的渗透特性

研究对指导工程建设具有重要意义。 
最早 Snow[1]将岩体粗糙裂隙简化为光滑平行板
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模型进行试验研究，提出了著名的立方定理。然而，

绝对光滑平行的裂隙并不存在，天然裂隙表面粗糙起

伏，几何形貌千差万别，开度分布随机性很大，难以

满足立方定理的成立条件，致使裂隙渗透特性估计偏

差较大。国内外学者[2-4]基于大量室内试验和数值分

析，发现粗糙裂隙渗流的流量与压力梯度关系存在非

线性特征。 

为探究非线性渗流特性与裂隙表面粗糙度的关

系，张戈等[5]对粗糙度和迂曲特征不同的单裂隙进行

数值模拟，研究结果与考虑迂曲度的立方定理修正式

有一定偏差，因此认为粗糙裂隙渗流特性受迂曲度和

粗糙度相互耦合作用影响。Chen 等[6]对不同粗糙度的

花岗岩裂隙进行不同围压下渗流试验，研究了水力开

度与 Forchheimer 方程非线性系数的关系。Yin 等[7]通

过剪切-渗流试验分析了粗糙裂隙在不同法向荷载下

剪切过程对非线性流动行为的影响。以上关于粗糙度

对非线性渗流特征影响的研究均采用 JRC（Joint 
Roughness Coefficient）来表征裂隙表面粗糙度，但 JRC
值是根据观测经验得到，对裂隙表面粗糙度不能精确

数学定量化表征。 

同时，许多学者研究了除裂隙表面粗糙度之外的

几何因素对裂隙非线性渗流特性的影响，肖维民等[8]

认为接触面积使得渗流曲折效应加剧，通过渗流试验

结果推导并验证了考虑接触面积影响的计算公式。

Tsang[9]通过试验研究了流动路径曲折度对渗流特性

的影响，发现孔径分布越小，曲折的影响越大。熊峰

等[10]进行低流量下裂隙饱和渗流试验，分析了粗糙度

和开度对非线性渗流特性的影响。 
除了研究裂隙内部几何特征对渗流规律的作用，

有较多学者关注剪切位移、法向应力和围压等外部因

素对非线性渗流特性的影响。Chen 等[11]对砂岩裂隙施

加围压进行渗流试验，探究了裂隙几何特征对非达西

流的影响，发现 Forchheimer 方程线性系数和非线性

系数随围压增大而增大，且与裂隙几何特征密切相关。

Wang 等[12]对不同表面粗糙度的岩石裂隙施加不同法

向应力和剪切位移进行渗流试验，结果显示

Forchheimer 方程线性系数和非线性系数均随法向应

力的增大而减小，临界水力梯度随剪切位移和法向应

力的增大而增大。不难看出，针对外部因素对非线性

渗流作用的规律研究，本质上都体现在粗糙裂隙几何

特征的影响。比如法向应力越大，粗糙裂隙平均开度

减小，导致裂隙渗透能力降低，非线性渗流特性加剧。

因此，开展粗糙裂隙几何特征对非线性渗流特性的影

响规律研究十分重要，尤其采用裂隙开度标准差来表

征裂隙开度分布情况的研究较少。 

针对以上问题，基于分形理论建立三维粗糙裂隙

模型，通过求解 N-S 方程模拟渗流过程，用分形维数

来表征裂隙表面粗糙度，综合考虑表面粗糙度和开度

均值、标准差的影响，研究裂隙几何特征对

Forchheimer 型渗流特性的影响规律，定量表征非线性

渗流参数与分形维数和开度均值、标准差的数学关系。 

1  粗糙裂隙的几何模型 
研究表明[13-15]，岩体裂隙面形貌具有自相似性和

自相仿性，粗糙裂隙面高程可以采用单值连续随机函

数 Z(x)进行描述，相邻间距  的裂隙面高程变化

 ( ) ( )Z x Z x   服从正态分布 2(0, )N  ，裂隙面形貌

自相仿性满足以下关系： 
( ) ( ) 0Z x Z x      ，         (1) 

2 2 2H H
             ，        (2)  

 22 ( ) ( )Z x Z x      ，      (3) 

 22 ( ) ( )Z x Z x      。       (4) 

式中   表示数学期望；x 为坐标分量；H 为 Hurst
参数，大小为 0～1，三维裂隙的分形维数 D=3-H；

 为常数； 2
 ， 2

 分别指间距为与  裂隙面高

程变化对应的方差，δ 为标准差。 
为了构建粗糙裂隙的几何模型，本文采用逐次随

机累加法（Successive random addition method, SRAM）

生成裂隙表面形态，生成的正方形区域如图 1 所示，

具体步骤如下： 
（1）给定裂隙面区域，4 个顶点的初始高程为满

足 2
0(0, )N  的随机值，标号为 1。 

（2）区域中心点和边线中点高程分别取 4 个顶点

初始值的平均值和边线端点的平均值，标号为 2，中

心点、中点以及顶点的高程均增加满足 2
1(0, )N  的随

机值，其中 
2

2 2 -20
1 2 (1 2 )

2
H

H


     。          (5) 

（3）对每个新生成的子域，重复步骤（2），然后

所有点高程继续增加服从 2(0, )nN  的随机值，直至生

成 2 2n n 个子域，其中 
2 2

2 2 -21 0
2 2 (1 2 )

2 (2 )
Hn

n H H n

 
      。     (6) 

（4）不再插入新子域，对已生成所有点的高程继

续增加满足 2(0, )jN  的随机值，其中 
2 2

12 2 -20
2 2 (1 2 )

2 (2 )
j H

j H H j

 
      ，     (7) 

式中， 1, 2, ,j n n NM    ，NM 为一个足够大的数

可以使 NM 0/  的比值忽略不计。 
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图 1 二维 SRAM 示意图 

Fig. 1 Illustration of two-dimensional SRAM 

李毅[16]，Ye 等[17]研究表明，岩石裂隙的开度服从

正态分布。结合 Wang 等[18]提出的位错法，已知裂隙

的分形维数，通过 SRAM 生成粗糙裂隙的下裂隙面，

下裂隙面的高程 1( , )Z x y ，上裂隙面的高程 2 ( , )Z x y 为 
2 1( , ) ( , )Z x y Z x x y y u        ,   (8) 

式中， ( , )x y  为上下裂隙面的相对位错，u为上下裂

隙面之间的开度均值。裂隙开度分布函数b可表示为 
2 1 2 1( , ) ( , )  ( ( , ) ( , ))

( , )
0                             (else)
Z x y Z x y Z x y Z x y

b x y
 

 


。(9) 

结合自相仿性关系式（1）～（4），（9），裂隙开度函

数 b 满足正态分布 2( , )N u  。 

 
图 2 u=0.8 mm，δ=0.21 mm 时裂隙模型形貌对比（红色代表大 

开度，蓝色代表小开度） 

Fig. 2 Comparison of morphologies of fracture models for u=0.8  

mm,  =0.21 mm (red represents large aperture, blue  

represents small aperture) 

为了说明算法用于表征裂隙面几何形貌的可靠

性，图 2 给出了 4 组不同粗糙度的裂隙开度分布图，

正方形边长 L=40 mm，u=0.8 mm，δ=0.21 mm，分形

维数分别为 2.1，2.2，2.3，2.4。可以看出，随着 D 增

大，开度最大值增大、最小值减小，整体分布离散性

更大，相邻点开度波动更加剧烈，粗糙起伏程度更大。 

 

2  裂隙渗流理论 
2.1  立方定理 

基于光滑平行板模型，通过对 N-S 方程简化，裂

隙渗流应满足立方定理[1]： 
3
h

12
wbQ J


    ，           (10) 

式中，Q 为单位时间内的体积流量， hb 为裂隙等效水

力开度，w 为裂隙宽度，  为动力黏度， J  in(p   

out ) /p l 为进出口压力梯度。 
2.2  Forchheimer 方程 

在流量较大条件下，惯性力作用较大，粗糙裂隙

渗流呈现非线性特征，引入 Forchheimer 方程[3-4]来描

述粗糙裂隙非线性渗透特性： 
2+J AQ BQ   ，             (11) 

3
h h

2 2
h

12  

 

A
kA wb

B
w b

 



  




，

，
             (12) 

式中，A，B 分别为 Forchheimer 方程线性系数和非线

性系数，渗透率 2
h /12k b ,k 越大则裂隙的渗透能力越

强，β 为非达西流惯性系数，主要取决于裂隙的几何

特征，  表示流体密度。当流量较小时，惯性力远小

于黏性力，即二次项（BQ2）远小于线性项（AQ），方

程（11）可以退化为立方定理。 
2.3  流态判别 

为了定量评价裂隙非线性渗流发生机制，引入雷

诺数 Re： 
hvb QRe

w
 
 

    ，          (13) 

式中，v 为裂隙入口平均流速。雷诺数 Re 代表了裂隙

渗流的惯性力与黏性力的比值，Re 值越大表示惯性作

用更强，流体越容易进入非线性流态。同时，根据

Forchheimer 方程定义非达西流效应因子E： 
2

2

BQE
AQ BQ




  。            (14) 

E 代表非线性渗流引起的压力梯度占总压力梯度

的比例，是大小在 0～1 的无量纲系数，表示渗流的非

线性作用的强弱，当 E=0 时，流体处于线性达西流；
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当 1E  时，流体进入全紊流状态。根据 Zhang 等[3]、

Zeng 等[19]和 Javadi 等[20]研究，可以选取 E=作为

阈值区分线性和非线性流动，并结合式（13），（14），
可推导出裂隙渗流从线性流动向非线性流动转变的临

界雷诺数 cRe 表达式： 

c 9
ARe
B w



   ，           (15) 

cRe 越小，说明渗流惯性效应越显著，流体越容易

进入 Forchheimer 型流态。 

3  数值模拟 
3.1  控制方程 

对于不可压缩、黏滞系数恒定的牛顿流体在粗糙裂

隙内稳态流动，流体运动满足 N-S 方程和连续性方程： 
2( ) P     v v v   ，      (16) 

0  v   ，                  (17) 
式中，v，分别为速度矢量和哈密顿算子。本研究中

流体为水（25℃），密度 ρ 取 997.1 kg/m3，动力黏度

取 0.894×10-3 Pa·s。Zou 等[21]指出：采用 COMSOL 软

件中层流接口提供的入流条件可以减小恒定流量的进

口边界效应，特别是在雷诺数较高的非线性流动情况下

可很大程度上提高收敛速度。因此，本文数值模拟选取

有限元软件 COMSOL Multiphysics 中层流接口来完成。 
3.2  计算步骤 

如图 3 所示，首先基于 SRAM 生成三维粗糙裂隙

面,通过布尔运算构建裂隙实体模型，将实体模型进行

网格划分，确定计算模型的细观结构，采用 COMSOL
进行计算得到一系列流量及压力梯度的数据并与

Forchheimer 方程进行拟合分析。 

 
图 3 三维粗糙裂隙模型构建流程图 

Fig. 3 Modeling process for three-dimensional rough fractures 

为选择合适的单元尺寸，以 u=0.8 mm，δ=0.09 
mm，D=2.1 的模型为例，入口流速 v=0.112 m/s，以

不同单元尺寸对裂隙模型进行网格划分和求解，结果

如表 1 所示。综合考虑求解精度、计算成本和求解所

需时间，单元尺寸选为 0.17 mm，裂隙模型大小为 40 
mm×40 mm，几何参数如开度均值、标准差和分形维

数见表 1，网格数量为（140～180）×104，基本满足

求解需要[21-22]。裂隙模型左侧为渗流场入口，流量 Q
取值范围为 0.1793～3.2278 mL/s，由式（13）可知，

对应的Re范围为 5～90；裂隙模型右侧为渗流场出口，

设置压力 outP =0，其余壁面均为无滑移边界。 
表 1 网格无关性分析 

Table 1 Analysis of grid independence 
单元尺寸

/mm 
网格数量 

/104 
求解 
时间 

物理内

存/GB 
结果
/Pa 

0.250  66.58 8 分 59 秒 4.68 110.92 
0.230  80.94 12 分 28 秒 4.86 103.77 
0.200 113.52 19 分 22 秒 5.82 95.112 
0.180 143.68 34 分 23 秒 6.09 90.053 
0.175 152.47 59 分 10 秒 6.34 89.12 
0.170 164.69 90 分 46 秒 6.30 87.509 
0.160 189.04 165分22秒 6.56 86.55 

4  结果与分析 
4.1  流量与压力梯度的关系  

图 4 给出了部分裂隙模型流量与压力梯度的关

系，Forchheimer 方程线性系数 A 和非线性系数 B 拟

合结果见表 2，决定系数 R2 均大于 0.99，说明

Forchheimer 方程能很好地描述粗糙裂隙渗流中流量

与压力梯度的非线性关系。 
如图 4 所示，其他条件相同时，随着流量增大，

Forchheimer 方程拟合曲线与立方定理的偏离程度越

大，并且 D 和 δ 越大、u 越小时压力梯度越大，说明

相同压力梯度下，表面起伏程度越大、裂隙开度越小，

则渗流阻力越大，渗流流量越小。Zeng 等[19]认为这种

Forchheimer 型流动特性主要是由惯性力导致，即式

（16）中惯性项 ( ) v v 是发生非线性的主要原因。 
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图 4 流量与压力梯度关系 

Fig. 4 Relationship between flow rate and pressure gradient 

为分析粗糙裂隙 Forchheimer 型流动的形成原因，

图 5 对比了 u=0.8 mm，D=2.5，Q=3.2278 mL/s 时，δ
分别为 0.09，0.21 mm，沿 x 方向流动的局部速度切面。

由图 5 可知，δ 越大则开度分布越不均匀，速度分布

越离散，且局部流速增大，导致水流惯性效应增强，

局部能量耗散加大，最终引起流动的非线性。 

 
图 5 速度局部分布图（x=0~20 mm，y=20 mm） 

Fig. 5 Local distribution of velocity (x=0~20 mm, y=20 mm) 

4.2  粗糙裂隙渗透能力分析 

从式（12）可知，A 值与渗透能力成负相关关系，

由表 2 可知，u，δ 相同而 D 不同时，A 无明显变化规

律，说明流量较小时，分形维数变化对裂隙渗透能力 

表 2 线性系数 A 和非线性系数 B 
Table 2 Values of linear coefficient A and nonlinear coefficient B 

开度均

值/mm 
标准差

/mm 
D=2.1 D=2.2 D=2.3 D=2.4 D=2.5 

A B A B A B A B A B 

0.70 

0.09 7.9881 0.8631 8.0081 0.9063 7.9850 0.9245 8.0201 1.0886 7.9810 1.1948 
0.12 8.1592 1.0319 8.1831 1.0395 8.3549 1.1386 8.1942 1.2533 8.3403 1.2722 
0.15 8.3122 1.0427 8.5025 1.0754 8.4001 1.1766 8.4931 1.3884 8.6016 1.5342 
0.18 8.7742 1.1996 8.7086 1.2634 8.7903 1.5410 8.8561 1.5730 9.0268 1.8872 
0.21 9.3183 1.3650 9.0407 1.9623 8.9406 2.3172 9.0750 2.5956 9.6689 2.6839 

0.75 

0.09 6.5077 0.6359 6.5082 0.6476 6.5181 0.6737 6.5301 0.6708 6.5595 0.7189 
0.12 6.6114 0.7013 6.5928 0.8232 6.6005 0.8222 6.6883 0.8853 6.6451 0.9675 
0.15 6.7716 0.7821 6.7630 0.8663 6.8099 0.9138 6.8346 1.0207 6.9403 1.0424 
0.18 7.0165 0.9409 7.0303 0.9758 7.0799 1.1197 7.1480 1.1841 7.2179 1.3674 
0.21 7.3457 1.0103 7.3609 1.1502 7.3260 1.3037 7.4201 1.4182 7.6003 1.6886 

0.80 

0.09 5.4034 0.4757 5.4458 0.4823 5.3659 0.5485 5.3438 0.5740 5.3992 0.5922 
0.12 5.4444 0.5018 5.4855 0.5276 5.4405 0.5953 5.4694 0.6206 5.5305 0.6438 
0.15 5.5328 0.6351 5.5351 0.6505 5.5571 0.6903 5.6169 0.7380 5.6962 0.7999 
0.18 5.7546 0.6519 5.6861 0.7334 5.7750 0.8330 5.7980 0.8662 5.9162 0.9422 
0.21 5.9371 0.7400 5.9073 0.7968 5.9457 0.9684 6.0859 1.0399 6.1693 1.2410 

0.85 

0.09 4.4743 0.3796 4.4783 0.3949 4.4466 0.4224 4.5273 0.4204 4.4770 0.4775 
0.12 4.5770 0.3917 4.6725 0.4285 4.6931 0.4406 4.6128 0.4738 4.5644 0.4814 
0.15 4.6240 0.4168 4.6540 0.4926 4.6321 0.5152 4.7123 0.5528 4.7514 0.5866 
0.18 4.7719 0.4638 4.7216 0.5441 4.7519 0.6109 4.8300 0.6132 4.9185 0.6987 
0.21 4.8836 0.5452 4.8808 0.5772 4.9173 0.6806 4.9958 0.7364 5.1056 0.9202 

0.90 

0.09 3.7816 0.2981 3.7857 0.2999 3.7941 0.2996 3.8015 0.3186 3.7873 0.3434 
0.12 3.8605 0.3122 3.8300 0.3352 3.8388 0.3376 3.8633 0.3639 3.9077 0.3656 
0.15 3.9244 0.3393 3.9207 0.3507 3.9756 0.3782 3.9765 0.4225 4.0178 0.4993 
0.18 3.9775 0.3738 3.9765 0.3965 4.0512 0.4002 4.0533 0.4836 4.1303 0.5552 
0.21 4.0892 0.4038 4.0805 0.4779 4.1200 0.5300 4.2182 0.5797 4.3172 0.6987 

注：A=108·kg/s1/m5；B=1014·kg/m8。 
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的影响不明显。为探究细观机理，图 6 截取了 u=0.8 
mm，δ=0.21 mm，Q=3.2278 ml/s 时，D 分别为 2.1，
2.3，2.5，纵坐标 y=20 mm，横坐标 x 在 25～32 mm
的剖面流线图。由图 6 可知，D 越大则裂隙表面粗糙

程度越大，而流线分布基本一致，粗糙凸起处出现空

白区域。说明裂隙内流动趋向阻力较小处，会绕过阻

力较大的凸起区域而形成优势通道，因此有效流动空

间基本相同，渗透能力无明显变化。当流量继续增大，

这些凸起区域会出现涡流，导致能量消耗加快，裂隙

渗透能力降低[23]。 

 

图 6 流线局部分布图（y=20 mm, x=25~32 mm） 

Fig. 6 Local distribution of streamline (y=20 mm, x=25~32 mm) 

在表 2 中，D 相同时 A 随着 u 减小和 δ 增大而增

大，说明开度均值越小、开度分布越不均匀，渗流阻

力越大，导致渗透能力降低。由于 D 对 hb 影响不明显，

图 7 给出了 hb 与 u，δ 的关系图，其中 hb 取 u，δ 相同

而 D 不同时五个数值的平均值。可以看出， hb 随 u 减

小、δ 增大而近乎正比例减小，并且始终小于 u，说明

裂隙表面起伏度越大，渗流路径更加曲折，致使粗糙

裂隙的渗透能力会小于光滑裂隙。为定量分析裂隙渗

透能力与几何特征的关系，提出关于 hb 的双参数模

型： 
hb wu i j     。          (18) 

根据 Levenberg-Marquardt 算法拟合，拟合参数

w ， i ， j 分别为 0.9926，-0.2393，0.0214，决定系

数 R2为 0.9994，说明该模型可以很好地描述裂隙几何

特征参数 u，δ 与等效水力开度 hb 的相互关系，且 u
对 hb 的影响明显比 δ 更大，因此 hb 主要由 u 决定。 
4.3  Forchheimer 型流动特性分析 

B 和 β 代表了 Forchheimer 型流动特性的演化程

度，其值越大说明非线性越强。由表 2 可知，其它条

件相同时，B 随着 u 减小、δ 和 D 的增大而增大，说

明开度均值越小、开度分布越不均匀和粗糙度越大，

渗流非线性程度越剧烈。由式（12）可知，B 与 β 成

正比，但与 hb 的平方成反比关系，因此 B 很难充分反

映裂隙几何特征对渗流特性的影响。 

 

图 7 等效水力开度与几何特征的关系 

Fig. 7 Relationship between hydraulic aperture and geometric  

characteristics 

为了探究裂隙几何特征对 Forchheimer 型渗流特

性影响机制，图 8 给出了 u，δ，D 与 β 的关系图。可

以看出，β 基本上随 u 减小、 和 D 增大而增大，且

u 较大时 β 随 δ，D 变化的幅度明显降低，说明开度均

值增大对 Forchheimer 型流动演化过程有抑制作用。

为定量化分析这种抑制作用，针对 u 不同情况，β 与 δ，
D 的关系提出表达式： 

= +D m nD c      。       (19) 

 
图 8 非达西惯性系数与几何特征的关系 

Fig. 8 Relationship between non-Darcy inertia coefficient and  

geometric characteristics 

根据非线性 Levenberg-Marquardt 算法拟合，拟合

参数 ，m，n，c 和决定系数 R2如表 3 所示，随着 u
增大，各拟合参数的绝对值均减小，说明开度均值越

大，β 的变化幅度越小，渗流的 Forchheimer 型渗流演

化程度越低。这是因为 u 越大，裂隙开度相对起伏程

度和表面相对粗糙度均减小，弱化了 δ 和 D 对渗流非

线性特性的影响。 
表 3 不同开度均值拟合参数对比 

Table 3 Comparison of fitting parameters with different apertures 
开度均值/mm   m n c R2 

0.70 1251 -2294 -78.76 197.5 0.8792 
0.75 846.2 -1563 -60.45 164.2 0.9763 
0.80 603.1 -1084 -34.12 102.4 0.9580 
0.85 536.7 -1015 -32.87 100.9 0.9372 
0.90 534.5 -1003 -29.43 97.9 0.9432 
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表 4 岩体裂隙渗流研究中关于临界雷诺数的文献总结 

Table 4 Summary of critical Reynolds number of flow in rock fractures in existing literatures 

文献 材料 开度/ μm  Rec 研究方法 

Konzuk 等[24] 石灰岩张拉裂隙 均值=381 2.8～14.3 室内试验 

Javadi 等[20] 花岗岩张拉裂隙 — 0.001～25 室内试验 

Zhang 等[3] 砂岩张拉裂隙 6.14～18.95 3.5～24.8 室内试验 

Zimmerman 等[2] 三维裂隙 均值=149 1～10，20 数值模拟 

Chen 等[25] 沉积岩和侵入岩 — 25～66 现场试验 

Qian 等[26] 人工粗糙平行板模型 1000～2500 245～759 室内试验 

Rong 等[27] 花岗岩张拉裂隙 — 1.5~13 室内试验 

本研究 三维粗糙裂隙 700～900 11.16～39.3 数值模拟 

 

图 9 临界雷诺数与几何特征的关系 

Fig. 9 Relationship between critical Reynolds number and  

geometric characteristics 

4.4  临界雷诺数 

Rec 代表流动状态由线性流进入非线性流时的雷

诺数，可以用来判断渗流状态：当 Re<Rec，水流惯性

效应很小，黏性作用占主导地位，满足立方定理；当

Re>Rec ，惯性作用控制着流动行为，表现出

Forchheimer 型非线性流动特性；Re 持续增大至黏性

作用相对于惯性效应可忽略不计，流体呈现出紊流特

征。由图 9 可知，其他条件相同时，随着 u 减小、δ
和 D 的增大，Rec 总体上呈下降趋势，说明裂隙开度

均值越小、开度分布越不均匀和表面粗糙度越大，渗

流越容易发展为 Forchheimer 型非线性流。这是由于 u
减小、δ 和 D 增大使得相同流量条件下局部流速增大

导致局部惯性效应加剧，能量损耗逐渐增加，致使非

线性压降 BQ2增加，压降与流量的关系偏离线性的立

方定理，表现出 Forchheimer 型非线性流动特征。 
本研究针对 u=0.7～0.9 mm，δ=0.09～0.21 mm，

D=2.1～2.5 的粗糙裂隙，测得 Rec为 11.16～39.3，说

明雷诺数小于 11.16 时，渗流规律满足立方定理；雷

诺数较小且大于 39.3 时，渗流特性符合 Forchheimer
方程。表 4 总结了关于 Rec的研究成果，可以看出，

研究方法和裂隙样品材料、开度均值对 Rec 有不同程

度的影响。现有的多数研究表明 Rec大约等于 10，即

使 Javadi 等[20]和 Rong 等[27]同样采用花岗岩裂隙进行

渗流试验研究，最终得出 Rec 的结果仍不一致，造成

这种差异的主要原因是裂隙几何特征不同，由 Qian
等[26]与表 4 中其他研究结果对比不难发现，裂隙开度

均值对 Rec的影响较大。 

5  结    论 
通过进行渗流数值模拟，研究了岩体粗糙裂隙几

何特征对其 Forchheimer 型渗流特性的影响规律，主

要得到 4 点结论。 
（1）分形维数越大，裂隙表面粗糙程度越大，局

部开度相关性越低；开度标准差越大，裂隙表面起伏

程度越大，开度分布越不均匀。 
（2）Forchheimer 方程能准确地描述粗糙裂隙流

量与压力梯度的非线性关系，开度均值越小，流量、

标准差和分形维数越大，偏离立方定理程度越大。 
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（3）随着开度均值减小、标准差增大，Forchheimer
方程线性系数增大，水力开度减小，裂隙渗流能力下

降，并提出了水力开度与开度均值、标准差的经验关

系式，结果表明水力开度主要由开度均值决定；流量

较小时，分形维数对裂隙渗透能力影响不大。 
（4）随着开度均值减小、标准差和分形维数的增

大，Forchheimer 方程非线性系数增大，临界雷诺数减

小，并测得 Rec范围为 11.16～39.3。 
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任意解流流固耦合数值方法及在砂土渗流分析中应用 
王  胤，陶奕辰，程  旷，杨  庆

 

(大连理工大学海岸和近海工程国家重点实验室，辽宁 大连 116024) 

摘  要：基于欧拉-拉格朗日连续体与非连续体耦合理论进行岩土工程流固耦合问题分析是一种较新颖和盛行的方法。

针对该理论下的全解流（Fully-resolved）耦合与非解流（Un-resolved）耦合方法各自的缺陷，在已有的半解流

（Semi-resolved）流固耦合数值方法（将全解流与非解流联合）基础上，通过引入修正的高斯权函数，建立了新的任意

解流流固耦合方法（Arbitrary Resolved-Unresolved CFD-DEM coupling method）。该任意解流流固耦合方法能够较好地

解决全解流方法中由于对粗颗粒周围流场精细化所带来的计算量过大问题；同时，成功地解决了流体网格内细颗粒较

大时无法获得局部平均化变量问题；因此，该方法能够对具有一定粒径级配砂土土体的流固耦合问题开展模拟分析。

通过室内砂土向上渗流试验，对所建立的任意解流流固耦合方法的准确性和有效性进行了验证；进一步地，采用该任

意解流流固耦合模型，从细观层面上分析和研究了砂土渗流过程中水力梯度、土体变形随渗流速度变化规律。建立的

任意解流流固耦合方法能够为岩土工程土体渗流问题的研究提供新的方法和手段。 
关键词：流固耦合；砂土渗流；土颗粒；拖曳力；孔隙率 
中图分类号：TU43       文献标识码：A       文章编号：1000–4548(2021)11–2084–10 
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Arbitrary resolved-unresolved CFD-DEM coupling method and its                 
application to seepage flow analysis in sandy soil  

WANG Yin, TAO Yi-chen, CHENG Kuang, YANG Qing 
(State Key Laboratory of Coastal and Offshore Engineering, Dalian University of Technology, Dalian 116024, China) 

Abstract: The Euler-Lagrange coupling scheme based on the continuous and discrete theories has been becoming increasingly 

popular in numerical analysis of fluid-particle interaction. In this study, by introducing the modified Gaussian weighting 

function, a new arbitrary resolved-unresolved CFD-DEM coupling method (ARU CFD-DEM) is proposed based on the authors’ 

previous developed semi-resolved coupling approach by combing the fully-resolved and un-resolved coupling methods. This 

ARU CFD-DEM method is powerful to relieve the overload in computation due to refining the flow field around the coarse 

particles in the fully-resolving method. At the same time, it is also able to solve the difficulty in computing the local averaging 

variables when fine particles with large diameter exist in fluid grids. By doing so, the ARU CFD-DEM is able to simulate the 

fluid-particle interaction in sand mass which contains a wide range of particle diameters. By comparing with the results of 

upward seepage flow tests in sand, the accuracy and effectiveness of ARU CFD-DEM model is verified. Furthermore, the 

hydraulic gradient-flow velocity relationship and soil deformation-flow velocity relationship in the upward seepage flow are 

analyzed on the particle-scale by the ARU CFD-DEM. The proposed ARU CFD-DEM model can provide a new tool for 

investigating the fluid-particle interaction in the seepage flow in geotechnical engineering. 

Key words: CFD-DEM coupling; seepage flow; sand particles; drag force; void fraction   

0  引    言 
自然界土体由多相物质组成，对于饱和土而言，

其由固体颗粒与粒间液体两相组成。在岩土工程问题

分析中，不排水条件下土体的力学特性必然要考虑流-

固耦合问题。考虑土颗粒与水相互作用的流固耦合分

析方法很多，其中将固相视为离散颗粒，将液相考虑

为连续体的欧拉-拉格朗日流固耦合方法在解决流体

与固体间相互作用问题中比较适用，越来越多地被国

内外学者应用到岩土力学问题分析中[1-5]。 
根据是否精确求解颗粒周围绕流流场，欧拉-拉格
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朗日耦合方法可分为全解流（Fully-resolved）和非解

流（Un-resolved）两类。全解流方法精细求解每个固

体颗粒周围绕流流场，并通过流体应力在颗粒表面积

分来直接获得流体对于固体颗粒的作用力。根据流体

建模方法不同，目前常用的全解流方法包括全解流

CFD-DEM 耦合方法和 LBM-DEM 耦合方法。由于全

解流耦合方法对流体网格的分辨率要求较高，即为满

足计算精度，要求流体网格尺寸至少小于固体颗粒直

径的 1/8～1/10[6]，因此导致该方法计算量较大。目前

全解流耦合方法还只用于小尺度颗粒-流体耦合模拟，

且主要用于固体颗粒数量较少的颗粒沉降、理想颗粒

堆积体内渗流的岩土问题分析中[7]。非解流方法无需

精细求解固体颗粒周围的绕流流场，而是基于局部平

均化理论，通过求解局部平均化的流体动量方程来获

得流体局部区域内的平均化场量[8]；并通过局部平均

化场量和相间相互作用力模型，在局部平均化尺度上

处理固体颗粒与流体间的双向耦合关系。目前在非解

流耦合模拟中，常用的方法主要包括局部平均化的非

解流 CFD-DEM 耦合方法和 SPH-DEM 非解流耦合方

法。Tsuji 等[9]首次采用局部平均化非解流耦合方法模

拟了向上渗流引起颗粒堆积体流化现象，随后该方法

被广泛应用于颗粒-流体耦合数值分析中。与全解流耦

合方法相比，非解流方法对流体网格分辨率要求较低；

为达到平均化效应，要求每个流体网格内能够容纳

3～4 个固体颗粒[3]。因此，非解流耦合方法在降低颗

粒周围流场精细化程度同时，大大减少了计算量，显

著提高计算效率。 
针对以上两种耦合方法的缺陷，笔者先前已将全

解流耦合和非解流耦合方法联合，提出了半解流

（semi-resolved）CFD-DEM 流固耦合方法[10]，该方法

在模拟砂土渗流中能够同时兼顾流场求解精细化和耦

合计算效率。半解流 CFD-DEM 耦合方法基本思想是，

以一定尺寸划分流体网格，将土体颗粒分成粗颗粒（通

常下粒径为流体网格尺寸 8～10 倍或以上）和细颗粒

（粒径小于流体网格尺寸）两类。对于粗颗粒而言，

流体网格满足所需的分辨率，采用全解流方法精细化

求解周围流场，并直接积分求解流体与土体颗粒相互

作用力；而对于细颗粒，流体网格达到平均化效应，

采用非解流的局部平均化理论求解流场及其与细颗粒

的相互作用。然而，半解流耦合方法适用于颗粒粒径

差别较大的断级配砂土渗流模拟分析，粗颗粒与细颗

粒粒径比s为 8～10 以上为佳。但对于存在连续级配

的砂土，采用半解流方法求解比较困难。 
鉴于如上问题，本文基于半解流 CFD-DEM 耦合

方法，通过引入修正高斯权函数，进一步提出一种新

的任意解流流固耦合方法（ Arbitrary Resolved- 
Unresolved CFD-DEM coupling method, ARU CFD- 
DEM），很好地解决了局部平均化非解流方法中流体

网格内存在中间粒径颗粒（即粗颗粒与其粒径比s小

于 8～10，或细颗粒粒径大于流体网格尺寸）无法求

解孔隙率的问题。本文首先介绍任意解流耦合方法的

基本原理和控制方程；随后，阐述该方法的数值实现

过程及程序框架；最后，通过砂土向上渗流问题模拟，

验证所提出方法的有效性和准确性，并进一步从细观

层面上分析砂土渗流过程中水力梯度、土体变形随渗

流速度变化规律。 

1  任意解流流固耦合基本原理 
1.1  流体控制方程 

联合全解流的虚流体方法与非解流的局部平均化

理论，在笔者已发展的半解流耦合算法[10]基础上，可

将通用的任意解流流体控制方程表示为 

f( ) 0       ( ( ))u Ω t
t
 
 


  ，      (1) 

f
f f f fp FD( )    (in ( ))

u
u u p F f Ω t

t


     
          

， 

(2) 
式中，为孔隙率，t 为计算时间，

fu 为流体速度，f

为流体密度，p，分别为流体压力与黏性力，Ffp为流

体与细颗粒间相互作用力，fFD表征约束粗颗粒虚流体

具有刚体运动而产生的附加相间作用力，可通过下式

隐式求解获得 

r cp cp cp cp cp cp( , ) ( , ) ( , ) ( )    (  ( ))u t U t ω y t x y x Ω t      ，x y -

 (3) 
式中，ur 为粗颗粒虚拟流体区域 Ωcp 中任一点 x 的刚

体运动速度， cpU  ， cp 分别为粗颗粒形心的平动和转

动速度，ycp 表示粗颗粒中心点位置。式（2）中，当

计算流体域中只存在细颗粒时，fFD消失；而当流体域

中只存在粗颗粒时，Ffp为零。 
1.2  固体颗粒控制方程 

固体颗粒运动的计算采用传统离散元方法即牛顿

第二定律，除考虑颗粒间接触力和体积力外，还引入

流体与颗粒间的相互作用力 fh： 

 c
hc

d
dt

i
i i i

UM f V g f      ，    (4) 

 c
hc

d ( )
dt

i
i i i i

ωJ ω J ω m m       。  (5) 

式中  Mi，Vi， i 分别为固体颗粒 i 的质量、体积和

密度；Ji，Ui， iω 分别为固体颗粒 i 的转动惯量、平

动速度和转动速度；g 为重力加速度； cf 为粒间接触

力，包括法向力与切向力；mc为固体颗粒所受到力矩，
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包括滚动力矩和由于接触力 cf 所引起的力矩。 cf 和
cm 通过Hertz-Mindline非线性粒间接触模型[11]进行确

定。mh表示作用在粗颗粒上附件相间作用力所引起的

转动力矩。 hf 表示流体作用在固体颗粒（包括细颗粒

和粗颗粒）上的相间作用力。对于细颗粒， hf 包括液

体的压差力即浮力 bf （=-fVfpg）和拖曳力 df ： 
 dh f fp fp fp d( ) ( )f V g p V V f          ，(6) 

式中，Vfp为细颗粒体积。对于固体土颗粒，近似考虑

成具有形同体积的球形颗粒，等效半径为 dfp，其所

受到的液体浮力可表示为 

 3
b f fp

1
6

f d g     。             (7) 

拖曳力 df 通过改进的 Di Felice[12]半经验公式确

定： 
 2

d d,0 f fp f fp f fp
1( ) | | ( ) ( )
8 Df f f C ρ πd u U u f       U ， 

(8) 
式中， fpU  为细颗粒运动速度， ( )f  为与孔隙率有关

的影响参量，表达计算区域内周围固体颗粒对某一特

定颗粒受流体拖曳力作用的影响效果，其可进一步表

示为 

 
1      (

( )
  (m

f 

 


单颗粒体系)

多颗粒体系)
  ，    (9) 

式中， m  为颗粒间相互影响的孔隙率修正系数，一

般为指数形式，Di Felice 通过试验结果拟合确定指数

m 为 

 
2

10 p(1.5 lg )
3.7 0.65exp

2
Re

m
 

   
  

 ， (10) 

 
f P

f p
p

f

d U U
Re






   。            (11) 

本文对原始 Di Felice[12]模型进行了改进，通过引

入三维颗粒形状系数，建立考虑砂土颗粒形状特性

的单颗粒拖曳力系数 CD0，通过大量单颗粒在液体中

沉降试验结果，拟合获得适用于任意形状颗粒的拖曳

力系数为[13-14]  

 D,sph 0.01
D0 0.945

C
C Re

   ，     (12) 

式中，为雷诺数影响系数，可确定为 0.641Rep0.153， f
为流体动力黏滞系数，单位为 Pa·s。颗粒形状系数
为 

 
X


    ，               (13) 

其中，为颗粒比表面积，X 为颗粒圆形度，其为颗

粒最大投影面的周长与相等面积圆的周长之比。该形

状系数考虑了颗粒三维形态，能够很好地描述不规则

颗粒形状特征。值介于 0～1，其值越大，颗粒形状

越接近圆球体；反之，颗粒形状越不规则。颗粒形状

系数的确定可进一步参考文献[13，14]。 
对于粗颗粒， hf 和 mh 可分别通过对作用在粗颗

粒表面的流体应力进行体积积分获得 
 h d f cpCP

( )df p V gV         ，(14) 

 h CP
( )dm r p V       ，     (15) 

式中，pd为动水压力，Vcp为粗颗粒体积，r 为相对于

粗颗粒中心处的位置向量。 
1.3  高斯分布函数及孔隙率求解 

本文提出一种网格无关权函数—高斯权函数，与

半解流流固耦合方法进行结合。传统高斯函数在统计

学中用来描述正态分布。当作为局部平均化过程中的

权函数时，高斯函数能够描述位于 y 点颗粒与 x 点处

流体质点的相互作用随它们之间距离增加而逐渐减弱

的效果。在半解流计算中需满足归一化条件和紧支性

条件以保证局部平均化过程中的质量和动量守恒；同

时，还要满足筛选条件和湮灭条件以避免细颗粒与虚

流体之间的非物理相互作用。由于篇幅所限，以上 4
个条件可参考文献[10]。然而，传统高斯函数的支撑

域为全空间，无法满足上述条件。因此，本文对高斯

函数进行修正，在有限大小的球形空间域 Ωsd 内对其

进行截断以及满足以上条件处理（图 1）， 

cp sd

cp

2
( )G

cp2
G

( )                          ( )
( )( ) |exp     ( )

( )
Ω/Ω Ω

w

x y x Ω
H yg x y x y x Ω/Ω
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

    
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| ，

 

(16) 
式中， ( )x y  为狄拉克函数， cp sd( ) ( )Ω/Ω ΩH y 为在

cp sd( / ) ( )x   （图 1（b））上的单位阶跃函数，bw

为高斯函数的带宽，NG(x)表达为 

 
cp sd

2

G 2
( )

|( ) exp d y
wΩ/Ω Ω

x yN x V
b

 
  

 


|



-
-  。  (17) 

 

图 1 高斯权函数支撑域示意图 

Fig. 1 Diagram of supporting domain of Gaussian-based weighting  

function 

关于高斯函数的球形支撑域半径的选取，要保

证截断后的高斯函数能够最大限度地保留高斯函数

特征，高斯函数在支撑域内的累计权重足够大。这方

面已作了相应的研究，选取支撑域半径为带宽的 2
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倍以上即可满足高斯函数在支撑域内的累计权重接

近 1[15]。 

2  耦合模型数值实现与验证 
2.1  高斯分布函数离散与场变换 

在任意解流流固耦合方法数值实现中，需要对流

体网格一定体积 Vm 内欧拉场变量及颗粒相关的拉格

朗日场变量进行转换。在细颗粒-流体耦合时，需基于

修正的高斯权函数 gG(xm-y)进行场变量转换。  
首先，进行高斯权函数的空间离散化。通过将修

正高斯权函数（式（16））的 x 直接由流体网格形心点

xm 替换对高斯权函数进行空间离散。考虑网格形心相

对于粗颗粒区域 Ωcp内、外部移动时，为避免 gG(xm-y) 

发生突变，对 δ(xm-y)和 cp sd m
2

( ) ( ) m
2

G m

( ) |exp
( )

Ω/Ω Ω

w

H y x y
N x b

 
 
 

x | -
进

行线性插值处理，得到网格 Vm 内修正高斯权函数离

散化形式为 
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G m m m m
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m m m2
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-   ，   (18) 

式中，Hm(y)为流体网格内单位阶跃函数，h(xm, t)为流

体网格内粗颗粒体积分数， 

 
cp

cpo
m y

m

( , ) ( )dΩm

V
h x t H y V

V
    ，  (19) 

式中，
mV 为在流体网格 mV 内进行体积积分， cpoV 为

粗颗粒与流体网格重叠部分体积， cpΩH 为粗颗粒区域

内的单位阶跃函数。 
然后，基于高斯权函数进行拉格朗日-欧拉场变

换。将与细颗粒相关的拉格朗日场变量，即细颗粒体

积 Vfp、拖曳力 df  (yfp，t)和速度 fpU  (yfp，t)变换为流体

网格内的欧拉场变量，即孔隙率(xm，t)、相间作用

力 Ffp(xm，t)、和细颗粒局部平均速度 fp m( , )U x t ， 
m m( , ) 1 [1 ( , )]x t h x t      
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2.2  流体运动方程数值求解 

对任意解流耦合方法中的流体运动方程进行数值

求解，将粗颗粒区域内虚流体流动约束为刚性运动，

求解粗颗粒周围扰流流场。本研究中，为避免直接采

用全解流算法而引起流体对静止粗颗粒发生穿透问

题，在全解流算法基础上考虑细颗粒存在对求解粗颗

粒周围绕流流场的影响，在笔者之前已发展的半解流

算法中对该问题进行了处理[10]。 
在流体运动方程（式（1），（2））的数值求解中，

采用隐式欧拉格式进行时间离散，利用中心差分和迎

风差分混合格式将对流项和扩散项进行空间离散[16]。 
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fp FDp F f             ， (24) 

式中，上角标*为当前时间步有待确定的变量，上角标

n 为前一时间步已确定的变量。在进行流体运动方程

求解时， * ， *
fu 和

*
fpF 分别基于式（20）～（22）并根

据当前时间步内更新的颗粒信息直接求得。 *
FDf 通过式

（3）隐式计算获得。根据本文提出的半解流算法对离

散后的流体运动方程（式（23），（24））进行求解，概

述以下 4 个主要步骤： 
（1）预测阶段：忽略粗颗粒求解流体运动方程式，

假定粗颗粒附加相间作用力 *
FDf 取为 0，式（24）可简

化为 
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f P fp

Pf P

[( ) ]
n

n u
H u u

t
 


         
  ，   (25) 

式中， 

 * T Tf
f P P f f

f P

2[( ) ] ( )
3

n
nH u u tr u I




         
  

 ，(26) 

其中，下标 P 和 N 分别表示该变量为当前流体网格和

周围相邻网格中的变量，ΣN表示遍历当前流体网格 P
的所有相邻网格 N 进行求和。A 是由动量方程中的时

间导数项、对流项、扩散项和相间作用力项离散而得

的系数矩阵。为处理式（23），（25）中的压力速度耦
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合，采用 PISO（pressure implicit with splitting of 
operators）[17]算法对其进行求解，得到临时速度场

*
fu 和

压力场 *p 。 
（2）映射处理：为考虑粗颗粒对流体的作用，将

粗颗粒区域内的虚流体流速显式地映射为粗颗粒刚体

运动速度， 
 ** *

f r f(1 )u hu h u     ，           (27) 
式中，

**
fu 为映射后的流体流速，ur为粗颗粒的刚体运

动速度，通过式（3）计算获得，h 为流体网格内粗颗

粒体积分数（式（19））。 
（3）连续性修正：经过映射后，需要对粗颗粒区

域内、外部流体流速进行修正，使其均满足连续性方

程（式（23））。当采用传统的全解流耦合算法修正时，

由于粗颗粒周围细颗粒的存在会引起流速项粗颗粒内

部发生不合理的绕流问题；特别地，当粗颗粒静止时，

流体会对粗颗粒产生不合理的穿透现象。为解决该问

题，本文提出半解流修正算法，将采用下式进行流体

流速连续性修正： 
 1 **

f f (1 )nu u h         ，       (28) 
式中，通过引入体积分数(1-h)来保证粗颗粒区域内的

流速在修正前后始终维持为粗颗粒刚体运动速度，
为标量场[18]。 

（4）压力重分布：对流体压力场进行重分布使其

满足动量方程。由于在连续性修正中将
**
fu 修正为

+1
f
nu ，打破了动量平衡，因而需要将压力场 **p 修正为

1np  以满足如下动量方程， 
1 1

P f P N f N
N

( ) ( )n nA u A u    
1 *

1f f
f P fp CF P

Pf fP P

[( ) ] ( )
n n

n nup H u u f
t

 
 

 



                    
，

 (29) 
式中， 

 1 *np p p      ，           (30) 
其中，Δp 可通过其泊松方程求解获得 

P P N N
Nf

[(1 ) ] [(1 ) ]p A h A h
 


 

       
 

- - 。

(31) 
经过上述 4 个求解步骤，获得当前计算步最终的

流体速度场 +1
f
nu 和压力场 1np  ，数值求解过程见图 2。 

2.3  数值求解平台  

基于开源离散元程序 LIGGGHTS[19]和开源 CFD

类库 OpenFOAM[20]，本文自主开发了任意解流耦合求

解器——ARUcfd-dem Solver。在该求解器中，基于离

散元程序求解固体颗粒运动（式（4），（5））；在

OpenFOAM 原有求解器 icoFoam 的基础上进行开发，

编程实现任意解流耦合过程中离散元 DEM 与计算流

体动力学 CFD 的信息交换，进而实现双向耦合计算。 

 
图 2 任意解流耦合数值求解流程图 

Fig. 2 Flow chart of numerical solution of ARU CFD-DEM  

coupling 
2.4  基准渗流试验模拟 

本文基于高斯函数进行场变量变换的算法，虽对

于颗粒信息进行场变换及之后的修正步骤亦引入了额

外的计算负担，但相比传统全解流方法，其计算效率

仍得到了大幅提高。下面通过一个小规模基准性渗流

试验模拟，验证本文所采用的任意解流方法相比较全

解流方法的计算效率提升情况。基准渗流模拟所采用

材料属性以及相关设置见表 1，2。 
建立向上渗流试验模拟模型，考虑多种不同粒径

球形颗粒（细颗粒径为 4～6 mm，粗颗粒经为 13.2 
mm），最大粒径比为 3.3，颗粒总数为 782 个。模拟

区域为长方体，尺寸如图 3 所示。长方体底面为流体

入口，顶面为流体出口，四周为墙体无滑动边界。采 

表 1 基准渗流模拟所采用材料属性 

Table 1 Material properties in the benchmark of seepage flow 

颗粒属性 流体属性 
颗粒密度 
ρs/(kg·m-3) 

滑动摩擦系

数 μr 
杨氏模量

E/Pa 
回弹系数 

e 
泊松比 

  
滚动摩擦 
系数 μf 

密度 
ρf/(kg·m-3) 

动力黏度 μf 

/(kg·m-1·s-1) 
2650 0.84 2×107 0.9 0.2 0.26 1000 1×10-3 
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表 2 基准渗流模拟相关设置 

Table 2 Computational settings in the benchmark of seepage flow 

用任意解流方法时，对模拟区域流体采用立方体网格

进行剖分，采用 3 种网格密度（即网格数量 Nm 为

34200，156250，640000；粗颗粒直径与网格长度比分

别为 10，17，27）；采用全解流方法时，同样采用立

方体网格对流体区域进行剖分，只采用 1 种网格密度

（即 Nm= 640000，粗颗粒直径与网格长度比为 27）。 

图 3 基准渗流模型及边界条件 

Fig. 3 CFD-DEM model for benchmark of seepage flow 

模拟分为两个阶段，t 为 0～0.5 s 底部入口水流速

度 Uin从 0 cm/s 增加至 0.5 cm/s，之后保持底面入口

水流速度不变，模拟至 t=2 s，直到在土体内获得稳定

的渗流场，产生水力梯度值为 i=0.41。 
为了对比模拟的计算效率，两种方法模拟所耗

CPU 时间对比如图 4 所示。可以看出全解流方法所用

CPU 时间为 TCPU=14.5 h；采用相同网格密度时（Nm= 
640000），任意解流方法用时为 TCPU=0.5 h，大幅降低

计算时间。在任意解流方法中可进一步采用较低的网

格密度（即 Nm为 34200，156250）进行模拟计算获得

相近的模拟结果，而所用 CPU 时间更少，TCPU分别为

0.15，0.3 h。由此可见，当采用本文发展的任意解流

方法进行渗流模拟时，在获得同样模拟结果时，其计

算效率较全解流方法有较大提升。 

图 4 全解流与任意解流用时对比 

Fig. 4 Comparison in CPU time between full resolved and ARU  

method 

 

3  砂土渗流流固耦合分析 
本节将采用新发展的任意解流流固耦合数值方法

对砂土（或树脂颗粒）中向上渗流现象进行模拟，通

过室内试验结果对流固数值模型进行验证，进一步使

用流固耦合模型对渗流特性进行细观分析。在流固耦

合模拟计算中，将固体土颗粒分为粗颗粒和细颗粒两

类：粗颗粒粒径为流体网格尺寸 10 倍或以上；而对于

细颗粒粒径，通过采用新耦合模型的处理方法，其粒

径区间更加广泛，可大于流体网格尺寸。 
3.1  向上渗流试验 

向上渗流试验装置布置如图 5 所示。试验段中布

置两层土颗粒，底部土基由具有一定级配的石英砂

（粒径区间 dbs=1～1.5 mm）堆积而成，填筑高度为

40 mm，控制孔隙率为 0.4；试验中将石英砂染成红色

以为便于观察细颗粒迁移现象。土基上部覆盖为粗颗

粒滤层，分别采用两种不同单一粒径（Df为 10，5 mm）

球形玻璃颗粒，即粗颗粒与最大细颗粒粒径之比s分

别为 6.7，3.3，滤层堆积高度均为 40 mm。在试验段

的顶部和底部分别安装测压管，用于测定试样两端的

水压力值。使用高清摄像机记录试样段中土颗粒迁移

和土体变形情况，并采用 PIV 技术获取颗粒运移轨迹

和速度。试验过程中，水流从装置底部均匀流入，通

过调节变频自吸式水泵功率，逐渐增加水流流速，直

至试验段中上部粗颗粒滤层发生较大沉降或隆起破

坏。在施加每一级水流时，待水流发展稳定后，通过

测压管记录整个土体试验段（粗粒滤层 40 mm+细粒

土基 40 mm）的水压力差值 ΔPs，并根据单位时间内 

 
图 5 向上渗流试验布置图 

Fig. 5 Set-up of upward seepage tests 

计算设置 任意解流设置 全解流设置 
DEM 时间步长 ΔtDEM/s CFD 时间步长 ΔtCFD/s 流体网格尺寸 Lm/mm 高斯权函数带宽bw/mm 流体网格尺寸 Lm/mm 

2×10-5 2×10-4 1.32, 0.8, 0.5 8.0 0.5 
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流过试样单位横截面积的出口流量计算试样中表观

水流速度 Usup。 
3.2  流固耦合数值模型 

采用任意解流 CFD-DEM 流固耦合方法，完全按

照上述试验条件建立三维数值模型，模拟向上渗流过

程，如图 6 所示。 

 
图 6 向上渗流数值模型及边界条件 

Fig. 6 CFD-DEM model of seepage tests 
在数值模型中，将滤层颗粒建模为粗颗粒，土基

颗粒为细颗粒，且滤层和土基颗粒的粒径与试验保持

一致。流体计算区域采用立方体网格进行离散，网格

尺寸 Sm 选取为滤层粗颗粒粒径的 1/10，对于两种不

同粒径滤层颗粒，相应的网格尺寸 Sm 分别为 1，0.5 
mm。模型底部设置流速边界条件，水流由试样底部

均匀流入，顶部出口设置为零压力边界条件，侧壁设

置为无滑动边界条件。在任意解流流固耦合方法中，

采用修正高斯权函数计算流体网格孔隙率等耦合所

需的欧拉场变量，将高斯权函数带宽 bw设置为细颗粒

最大粒径的两倍，即 bw=3.0 mm。为保证足够的计算

精度和效率，确定 DEM 计算步长 ΔtDEM=2×10-5 s；
CFD 计算步长为 ΔtCFD=2×10-4 s。数值模型材料及计

算参数设置见表 3～5。 
表 3 滤层-土基数值模型中的颗粒属性 

Table 3 Material properties in numerical simulations of seepage  

test 

表 4 滤层-土基数值模型中的流体属性 

Table 4 Computational settings in numerical simulations of  

seepage test 

表 5 滤层-土基数值模型中的计算设置 

Table 5 Computational settings in numerical simulations of  

seepage test 

3.3  模拟结果与分析 

图 7 展示了流固耦合模型与渗流试验获得的水力

梯度随表观渗流速度变化曲线。在表观渗流速度 Usup

增加的初始阶段（Usup<0.95 cm/s），模型预测水力梯

度随表观渗流速度的增加而增大，呈线性关系，经线

性拟合，表明数值预测的斜率与试验结果斜率接近；

当渗流速度增加到一定值时（Usup=0.95 cm/s，即过渡

渗流速度），无论是数值模型预测还是试验结果都发

现，水力梯度先呈现缓慢增长的非线性变化规律，表

明土体渗透性提高；紧随其后便迅速降低，我们称其

为临界水力梯度，此时土体发生显著变形或破坏。对

于粗颗粒与最大细颗粒粒径比s=6.7 土样，耦合数值

模型预测达到临界水力梯度时的临界渗流速度为

Usup=1.32 cm/s，其与渗流试验获得的值 Usup=1.44 
cm/s 接近，从而初步验证了本文所发展的耦合模型的

准确性和有效性。对于粗颗粒与最大细颗粒粒径比

s=3.3 土样，水力梯度随渗流速度变化具有相似的性

质，但其达到临界水力梯度时渗流速度 Usup=1.65 cm/s
（数值预测）和 Usup=1.50 cm/s（试验结果），较粒径

比s=6.7 的土样结果均有所增加。这与粗粒滤层颗粒

粒径减小进而增加反滤效应有关。 
进一步考察随着表观渗流速度的增加，粗粒滤层

和细粒土基的变形情况。如图 8（a）所示，对于粗细

粒径比s=6.7 土样，当表观渗流速度初始增加阶段（未

达到临界水流速度），可发现少量的土基细颗粒逐渐

侵入滤层中；当渗流速度达到临界值（Usup=1.32 cm/s）
时，即达到临界水力梯度，大量细颗粒侵入甚至贯穿

粗颗粒滤层；此时，粗粒滤层也发生了较大的下沉，

如图 8 中颗粒位置变化所示，取滤层右下方具有较大

下沉量颗粒作为参考，其最大下沉量可达 12 mm（图 
7（a））。数值模拟与渗流试验获得的现象十分接近，

再次验证了本文数值模型的准确性。对于粗颗粒与最

大细颗粒粒径比s=3.3 土样，不同地是，当渗流速度 

密度 
ρf/(kg·m-3) 

动力黏度 
μf/(kg·m-1·s-1) 

DEM 时间步长 
ΔtDEM/s 

1000 1×10-3 2×10-5 

CFD 时间步长 
ΔtCFD/s 

流体网格尺寸 
Lm/mm 

高斯权函数带宽 
bw /mm 

2×10-4 1, 0.5 3.0 

参数 数值 参数 数值 
砂颗粒密度 
ρs/(kg·m-3) 2650 

玻璃-玻璃滑动 
摩擦μs_gg 

0.1545 

玻璃珠密度 
ρg/(kg·m-3) 2450 

砂-玻璃滑动 
摩擦μs_sg 

0.3 

砂颗粒杨氏模量 
Es/Pa 2×1010 

砂-砂滚动 
摩擦μr_ss 

0.26 

玻璃珠杨氏模量 
Eg/Pa 5×1010 

玻璃-玻璃滚动 
摩擦μr_gg 

0.045 

砂颗粒泊松比 s  0.2 
砂-玻璃滚动 
摩擦μr_sg 

0.1 

玻璃珠泊松比 g  0.25 砂颗粒回弹系数es 0.9 
砂-砂滑动摩擦μs_ss 0.84 玻璃珠回弹系数eg 0.9 
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达到临界值之后，粗颗粒滤层迅速隆起；下部细粒土

基出现较大膨胀变形，隆起量见图 7（b），可达约 23 
mm 并逐渐呈现流化状态，如图 8（b）所示。 

 

 

图 7 水力梯度、滤层变形随表观渗流速度变化关系 

Fig. 7 Relationship between hydraulic gradient and coarse-  

  particle layer deformation with superficial flow velocity 

 

图 8 不同阶段粗颗粒滤层变形随表观渗流速度变化情况 

Fig. 8 Evolution of coarse-particle layer deformation with  

superficial flow velocity 

进一步分析数值模拟结果发现，对于粗细粒径

比s=6.7 土样，在渗流达到过渡水流速度后，进入和

穿越滤层的土基细颗粒堆积体孔隙率相对较大，堆积

状态较为松散，如图 9（b）所示，该现象很好地揭示

了渗流达到过渡速度时（Usup=0.95 cm/s），土体渗透

性提高的细观机理；当渗流速度进一步增加，超越临

界渗流速度（Usup=1.32 cm/s）时，细颗粒完全侵入和

贯穿粗颗粒滤层，引起滤层更大的沉降发生，土体发

生变形破坏，并呈现出更大的孔隙率，如图 9（c）所

示，从而引起水力梯度陡降。 

 

图 9 土层孔隙率分布随表观渗流速度变化情况（粗细颗粒粒径 

比s=6.7） 

Fig. 9 Evolution of porosity profile with superficial flow velocity  

(diameter ratio, s=6.7) 

粗颗粒滤层发生的沉降过程，可进一步通过颗粒

接触力链分布的演化情况从细观层面上进行解释。图 
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10 展示了土基细颗粒与滤层粗颗粒间、土基细颗粒间

的接触力链分布演化结果（粗细粒径比s=6.7 土样）。

力链的粗细表示粒间接触力的大小；力链越粗，表明

粒间接触力越大。当渗流试验开始前土样处于静水压

力状态下（Usup=0），滤层与土基交界面处存在稳定、

均匀的接触力链（图 10（a）），表明此时土基能够为

滤层提供足够的支撑。随着渗流流速增加直至临界渗

流速度（Usup=1.32 cm/s）时，如图 10（b）所示，滤

层与土基交界面附近力链明显减弱，这是由于在向上

渗流作用下，土基细颗粒与滤层粗颗粒粒径差异较

大，土基颗粒无法在滤层孔隙中形成稳定的土拱支撑

滤层粗颗粒。进一步地，土基颗粒侵入上部滤层，土

基无法为滤层提供足够支撑，如图 10（c）所示，此

时交界面附近力链基本消失，引起滤层粗颗粒下沉失

稳。 

图 10 土基颗粒力链分布随表观渗流速度变化情况（粗细颗粒 

.粒径比s=6.7） 

Fig. 10 Evolution of force chain in fine-particle layer with 

superficial flow velocity (diameter ratio,s=6.7) 

 

4  结    论 
本文为解决传统流固耦合方法对流体网格细化要

求高和对粗细颗粒粒径比存在限制的问题，基于已有

的半解流流固耦合方法，提出并发展新的任意解流流

固耦合方法及数值模型，并通过模拟与分析砂土中向

上渗流问题对模型进行了验证，检验了模型的准确性，

也展示了其在砂土渗流细观尺度分析上的优势，获得

3 点结论。 
（1）基于所提出的任意权函数框架，对高斯权函

数进行修正使其满足流固耦合计算的筛选条件和湮灭

条件；将修正高斯权函数与半解流流固耦合方法相结

合，建立了任意解流流固耦合方法并开发了相应的模

型程序。 
（2）采用任意解流流固耦合方法模拟了滤层粗颗

粒与土基细颗粒试样向上渗流过程，通过与室内向上

渗流试验结果进行对比，验证了流固耦合方法及模型

的有效性和准确性，表明任意解流流固耦合方法能够

合理反映不同粗细颗粒粒径比下水-土耦合相互作用

特性。本文所探讨的粗细颗粒粒径比（6.7，3.3）能

够解除之前半解流方法对粒径比的限制（8～10 以

上），虽尚未采用连续级配粒径进行模拟，但可以说明

对于连续级配粒径模拟是有效的，由于篇幅有限，将

在以后研究中进行详细说明。 
（3）任意解流耦合数值模型再现了室内渗流试验

中水力梯度随渗流速度变化规律。同时，基于数值模

拟能够从细观层面上对滤层变形和细颗粒迁移进行深

入分析；模拟获得的孔隙率与粒间接触力链分布变化

较好地描述了渗流作用对滤层变形与细颗粒迁移的影

响规律。本文所建立的任意解流流固耦合数值方法为

深入研究砂土渗流问题提供了有效工具和手段。 
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高湿环境平行双裂隙砂岩单轴压缩破坏及裂纹扩展特性 
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摘  要：深部裂隙矿柱长期受高湿环境中水分子所侵蚀，其化学动力过程与矿房稳定性及控制地表沉降密切相关。对

预制平行双裂隙标准砂岩试样进行了单轴压缩试验，研究高湿对裂隙砂岩强度变形特性、裂纹演化以及破坏模式的影

响，结合电镜扫描和 XRD 衍射，分析了试件在高湿环境水化作用前后的微细观结构变化和质量损失特征。结果表明：

①试样结构疏松程度与湿度成正相关，湿度升高，试样表观致密结构变得松散并伴有次生孔隙发育，形成模糊的层间

界面，且微裂隙数目增加，质量损失率加剧。②裂隙砂岩在单轴压缩下主要有拉伸破坏，剪切破坏和二者混合型破坏。

裂纹萌生的类型主要有翼形裂纹、反抗拉裂纹以及共面/非共面次级裂纹。其裂纹扩展及破坏模式受控于湿度，随着湿

度升高，裂纹起裂应力和贯通应力降低，宏观裂纹发育的整体数量呈下降趋势，且其破坏模式由剪切破坏过渡到拉伸

破坏。③高湿环境对裂隙砂岩产生水岩化学作用，减弱了裂隙结构面以及矿物颗粒间的摩擦作用，降低了其峰值强度，

峰值应变和弹性模量，提高了泊松比，加速了裂隙砂岩的破坏。 
关键词：高湿环境；平行双裂隙；水化侵蚀；力学损伤；裂纹扩展 
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Uniaxial compression damage and crack propagation features of parallel 
double-fissure sandstones under high-humidity environments 

CHEN Wei1, WAN Wen1, ZHAO Yan-lin1, WANG Wei-Jun1, WU Qiu-hong1, WU Xiao-fan2, XIE Sen-lin3 
(1. School of Resource, Environment and Safety Engineering, Hunan University of Science and Technology, Xiangtan 411201, China;    

2. School of Mathematics and Computational Science, Hunan University of Science and Technology, Xiangtan 411201, China; 3. School of 

Energy and Mining Engineering, China University of Mining and Technology (Beijing), Beijing 100083, China) 

Abstract: Fractured pillars are eroded by gaseous water under high-humidity environments, and their hydro-chemical processes 

are closely related to the stability of the mineroom and ground subsidence. The uniaxial compression tests are carried out on 

standard sandstones with prefabricated parallel double-fissure to analyze the effects of high humidity on the 

strength-deformation properties, crack evolution and damage modes. By using the electron microscopy scanning and XRD 

diffraction, the microstructural changes and mass loss characteristics are analyzed before and after hydration. The results show 

that: (1) The higher humidity causes the structure to loosen more, the interlayer demarcation gets blurred, the number of 

microcracks grows and the rate of mass loss improves. (2) The damage modes contain tensile, shear and mixed tensile/shear 

damages. The crack growth includes in 4 types: wing cracks, tensile resistance cracks, and coplanar/non-coplanar secondary 

cracks. The crack propagation and damage modes are controlled by humidity. As the humidity increases, the crack initiation 

and penetration stresses drop, the number of cracks sprouting macroscopically reduces and the failure mode changes from shear 

to tensile failure. (3) The High-humidity condition produces water-rock chemical effects on fractured sandstones, weakening 

the structural surface of the cracks and the friction between the mineral particles, reducing the peak strength, peak strain and 

elastic modulus, increasing the Poisson's ratio and accelerating the destruction. 

Key words: high-humidity environment; parallel double-fissure; hydro-chemical erosion; mechanical damage; crack propagation

0  引    言 
含预制裂隙岩石材料的力学特性一直是岩石力学
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研究的热点问题。例如，杨圣奇等[1]以大理岩作为研

究对象，从预制裂隙的几何形态入手，包括裂隙的倾

角、间距、长度、数目等参数，研究了其强度和变形

特性，总结了裂纹扩展规律。袁媛等[2]基于数字图像

相关方法，对含填充裂隙的大理岩单轴压缩过程中的

全局应变场及位移场进行观测，分析了不同裂隙倾角

和不同充填物试样的变形破坏和裂纹扩展规律。Bobet
等[3]根据双裂隙石膏岩的单轴压缩试验结果，重点分

析了试件的强度和变形破坏模式受裂隙贯通和萌生次

生裂纹类型的影响规律。Zhou 等[4]利用 3D 打印技术

制作了裂隙类岩石试样，并发现裂隙的几何形状对试

件的裂纹扩展规律和力学性能产生影响。赵延林等[5]

重点研究了类岩石材料强度和裂纹扩展模式受控于裂

隙开度。以上的诸多研究并未提及岩体所处环境的变

化，随着浅层矿产资源的逐渐枯竭，资源的开采正稳

步向地球深部进军。目前为止，对于煤炭、地热、有

色金属、油气等资源的开采，其深度已经分别超过了

1400，3000，4350，7500 m[6]。与浅部相比，深部的

采矿环境变得更加复杂，地下水的涌水量加大伴随地

温升高，促进蒸发使得深部矿房的相对湿度会达到

80%以上[6-7]。此外，地层经过漫长的地质构造运动，

岩体中出现了不同程度的缺陷，如裂隙、节理和断层[8]，

这些缺陷使得岩体的力学特性更容易受到高湿环境的

影响。 
如图 1 中的石膏岩矿柱存在平行双裂隙，在高湿

环境的水岩作用下，被气态水分子所侵蚀[9]。相较于

气态蒸馏水而言，含有多种化学成分的气态地下水不

仅会对岩体矿物颗粒产生溶解和运移，而且对岩体微

细观结构产生化学腐蚀，导致裂隙矿柱的宏观力学性

能劣化，从而加速其裂纹扩展、促进岩桥贯通，造成

矿柱失稳，顶板凹陷，地表沉降，以及房屋开裂[10]。 

 

图 1 深部高湿环境裂隙矿柱水化侵蚀所带来的危害[9] 

Fig. 1 Damages caused by hydration and erosion of fractured  

 pillars under deep and high-humidity conditions[9] 

针对水岩作用下裂隙岩体强度特征和变形规律，

学者们也取得了丰硕的成果。研究表明，安山岩、角

闪岩、玄武岩、辉绿岩、辉长岩、花岗岩等[11]，包括

主要的造岩矿物，如石英和方解石[9]，在水或水化学

溶液中裂纹扩展的速度比空气中快得多，且由于其水

岩作用导致膨胀和外层剥蚀，发生质量损失和结构劣

化，导致整体力学性能发生改变[12-13]。总结其根本原

因，在水化学环境中，岩石材料的裂纹扩展加速主要

是由于应力腐蚀[14]。 
目前裂隙岩体的研究主要从 4 个方面展开：①载

荷类型方式；②试验材料；③裂隙形态的几何分布；

④所处环境特征。前人已经围绕前 3 种因素做出研究

并得出了相对丰硕的成果。而目前关于水岩作用裂隙

岩体的研究大多是针对浸泡相关溶液后再对岩石试件

进行荷载作用下展开的，鲜有关于高湿作用相关的报

道，虽然二者均是流体，但其对裂隙岩体的水岩作用

程度以及运移方式不尽相同。根据上述工程实际，对

贵州瓮福磷矿穿岩洞矿区开展水文地质调查后发现，

该矿区内存在弱酸性地下水，矿房内的矿柱长期受气

态水的侵蚀。本文模拟深部高湿环境，以含预制平行

裂隙的矿柱砂岩作为研究对象，借助 MTS-815 型伺服

试验系统进行了单轴压缩试验。分析高湿环境对裂隙

砂岩力学特性的劣化规律和机理，并利用高速摄影仪

记录试样在试验过程中裂纹扩展的力学响应及破坏模

式，最后探讨了高湿对裂隙的起裂、贯通及相关参数

影响的异同。 

1  试验设计 
1.1  试样制备 

根据对贵州瓮福磷矿穿岩洞矿区房柱法开采段 3
号线-750 m 中段的环境监测，发现该区域地下水发

育，且常年矿房相对湿度处于 90%左右（图 2）。在现

场以较小的取样范围内沿沉积构造方向钻孔采取了部

分矿柱岩芯（图 3（a）），将其制备成 50 mm×100 mm
的标准圆柱体试件[15]，并在试件上切割长 20 mm，宽

2 mm 的平行 2 条预制穿透裂隙，预制裂隙倾角 α 均

为 45°，两条预制裂隙的中点连线垂直于试样端面，

上、下两排裂隙间的垂直距离（裂隙间距）L=23.5 mm，

岩桥距离以及两条裂隙中点距离上下端面的垂直距

离，均为 B= 33.3 mm（图 3（b）和图 4（c））。裂隙

砂岩试件加工完毕后，仔细检查其外观，剔除了外表

面具有肉眼可见宏观特征差异的试样，以确保本次试

验结果的可靠性及可比性。因此，最大限度的保证了

此批试样在试验前具有较小的离散性。 
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图 2 现场环境测试 

Fig. 2 Tests on field environment 

 

图 3 岩芯采取与试样制备 

Fig. 3 Collection of core and preparation of specimens 

试件制备完成后以塑料薄膜进行密封包裹，以防

止试件风化。根据该砂岩的 XRD 衍射分析结果可知

（图 5），其主要矿物成分由石英，方解石和云母构成，

次要矿物有钠长石，蒙脱石、伊利石等，色相为淡黄

色，细晶结构，粒径相对均匀，呈致密块状构造。采

用煮沸法测定饱和吸水率，经计算平均值在 3.6%左

右，采用 AiniMR-60 核磁共振分析仪对试件进行孔隙

率测试，获得试件的平均孔隙率为 6.27%。 
1.2  高湿环境的实现 

模拟深部高湿环境是指地下水以气态水分子的形

式侵入试件的微孔隙内。根据自行申报的专利“岩石

力学实验温、湿度环境控制模拟装置[16]，进行了加工

并投产使用（图 4）。该环境控制模拟装置为温湿度控

制器（图 4（a））和封闭式的箱体（如图 4（b））组合

而成，通过超声波将水化学溶液振动并汽化，通过输

送管道传输到箱体内，并采用湿度传感器以及控制单

元，使箱体内能够一直保持预设的湿度环境，由于本

文所选矿区的温度在 25℃～30℃，以一个较小范围浮

动（图 2），且本文主要研究湿度对试件的力学损伤，

故设置其恒定温度为 25℃。 
表 1 列出了本次试验中预制平行双裂隙砂岩基本

参数。为了掌握现场酸性地下水溶液对岩石的损伤效

应，基于现场地下水两种最大含量的阳离子 Na+和阴

离子Cl，并依照将反应物的浓度进行适量的提升而

缩短反应时间，以达到加快试验进程的目的[17]，配置

了 pH 值为 5 的 NaCl 溶液来模拟现场弱酸性地下水

（pH=6.28）对砂岩矿柱的长期侵蚀作用（如图 4（d））。 
1.3  加湿与加载程序 

加工好的预制平行双裂隙砂岩试样采用湿度控制 

 

图 4 高湿环境的实现：岩石力学试验温、湿度环境控制模拟装置[16] 

Fig. 4 Realisation of high-humidity environment: temperature and humidity environment control modelling device for rock mechanics  

experiments[16] 
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图 5 砂岩 X 射线衍射矿物成分分析 

Fig. 5 Analysis of X-ray diffraction mineral composition of sandstones 

箱进行加湿。加湿程序如下：首先将配置的酸性 NaCl
溶液以 1℃/min 升温至 25℃，然后打开加湿系统将箱

体内的环境湿度加到目标湿度（80%RH，90%RH 和

100%RH）；然后在目标温、湿度状态下运行 60 d[18]；

最后，取出试样，对表面进行擦拭，为了保证各岩样

含水率相同以达到控制变量的要求，基于《岩石物理

力学性质试验规程》[19]，采用真空干燥箱（DZF-2060
型）对岩样进行干燥，干燥温度设置为 120℃，烘干

24 h。 
表 1 预制平行双裂隙砂岩试样基本参数 

Table 1 Basic parameters of sandstone specimens with  

prefabricated parallel double-fissure 

编号 
平均高

度/mm 

平均直

径/mm 

平均质量

/g 

平均 

密度

/(g·cm-3) 

控制湿

度/% 

UCS-（1~5） 99.97 49.55 420.63 2.14 干燥 

UCS-（6~10） 100.04 49.43 417.77 2.12 80 

UCS-（11~ 15） 99.92 49.63 422.57 2.15 90 

UCS-（16~ 20） 100.03 49.76 418.07 2.13 100 

采用湖南科技大学南方煤矿重点实验室的

MTS-815 岩石力学伺服控制试验机进行干燥后裂隙

砂岩试件的单轴压缩试验。试件的加载通过 MTS-815
来以荷载方式施加轴向压力，加压速率为 0.2 kN/s，
这样的加载速率处于一个比较低的水平，使得试件的

裂纹起裂、扩展、贯通、破坏的详尽过程被全部记录。

与此同时，为了分析各湿度对试件变形特性的影响，

通过轴向、环向 LVDT 位移计来记录轴向和环向的位

移。 

2  各湿度环境下裂隙砂岩化学损伤分析 
2.1  试件宏、微观损伤分析 

裂隙砂岩各湿度环境下60 d的宏观特征变化如图

6 所示。砂岩试件在湿度装置处理前，进行了取芯、

切割、抛光，因此干燥密封状态下试件的整体结构紧

密，颗粒排列规则，充分包裹于胶结物中，无肉眼可

见的孔洞和微裂隙存在（图 6（a））。经过 3 种高湿环

境处理后，出现不同程度的侵蚀痕迹。80%RH 处理下，

经过 60 d 的水化作用，岩样外表面晶体和胶结物发生

明显溶蚀，导致试样颜色发生改变（图 6（b））。在

90%RH 和 100%RH 的湿度环境中处理 60 d 后，岩样

外表层均出现不同数量的微裂隙，岩样外表面变得凹

凸不一（图 6（c），（d））。对比来看，100%RH 下的

试件表面的微裂隙数量更多，部分位置的矿物颗粒不

再包裹于胶结物中而是显现出来，次生孔隙随着粉状

物的逐渐脱落，而逐步增大，裂隙借此发育并联通，

结构因此变得较为松散（图 6（d））。 

 

图 6 裂隙砂岩在 4 种湿度环境下 60 d 的表观对比图 

Fig. 6 Apparent comparison of fractured sandstones under 4 kinds  

of humidity environments for 60 d 

微观上，根据电子显微图 7 可知，干燥试样显示

出的大多都是片状和层状结晶，其晶体结构比较清晰，

均质性极好，而且内部没有较大的层间距离，晶粒间

排列紧密，基本无微裂隙和微孔隙分布（图 7（a）），
体现出经高湿处理前，其物理力学性能良好。而试件

在经过高湿作用之后，其结构变得疏松而且呈现出团

絮状或海绵状的形态，层次之间不再有明显的分界， 
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图 7 不同湿度环境下 60 d 裂隙砂岩表面电镜扫描图 

Fig. 7 Scanning electron microscopy of surfaces of fractured sandstone under different humidity environments for 60 d 

 

图 8 3 种湿度环境下放置 60 d 的裂隙砂岩试样的质量变化对比 

Fig. 8 Comparison of mass changes of fractured sandstone specimens for 60 d under 3 kinds of humidity environments 

形成大小尺寸不一的“沟壑”，且随着湿度增高，微

裂隙和微孔隙的数量增多，原先分散的较大尺寸的

“沟壑”互相连通形成微裂隙并伴有蜂窝状孔隙发

育，岩样微观结构损伤愈发严重（图 7（b），（c）和

（d））。 
可以看出，在其余外部环境一致情况下，不同湿

度环境对砂岩的侵蚀程度不一样，表明砂岩对不同湿

度的敏感性不同。 
2.2  试件质量损失分析 

将处理完的岩样表面用蒸馏水冲洗、擦干并烘干

后，用精密天平称其质量。这里，定义质量损失因子

D 用以表征裂隙砂岩经不同湿度环境处理前后的质量

损失程度，令 
( ) 0 ( )

( )
0 0

  100% = 100%t t
t

M M M
D

M M
 

   ，(1) 

式中，M0为岩样初始质量，M（t）为岩样经不同湿度环

境处理 t d 后的质量，ΔM（t）为试样经不同湿度环境处

理 t d 前后的质量差值。 
图 8 给出了每种湿度下的 5 个试件质量和质量损

失因子变化随湿度的变化。图 8（a）表明，经过 3 种

湿度环境处理过后，裂隙砂岩质量均呈下降趋势，但

下降的幅度有所不同，其与湿度值呈负相关，即环境

湿度越高，质量的损失量增加。如 100%RH 的湿度环

境下，试样质量平均损伤 11.40 g，分别为 80%RH，  
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表 2 高湿处理 60 d 后平行双裂隙砂岩单轴压缩力学参数 

Table 2 Mechanical parameters of sandstone with parallel double-fissure under high-humidity environments for 60 d under uniaxial  

compression 
试样 
编号 

控制湿度
/% 

峰值强度
/MPa 

弹性模量
/GPa 泊松比 试样 

编号 
控制湿度

/% 
峰值强度

/MPa 
弹性模量

/GPa 泊松比 

UCS-1 

干燥 

25.07 4.81 0.15332 UCS-11 

90 

16.52 3.02 0.16168 
UCS-2 25.09 4.53 0.15541 UCS-12 16.95 2.81 0.16498 
UCS-3 23.23 4.93 0.15326 UCS-13 17.26 2.93 0.16126 
UCS-4 26.23 4.85 0.15763 UCS-14 18.48 3.09 0.16265 
UCS-5 26.09 5.08 0.16348 UCS-15 17.52 3.02 0.16108 
UCS-6 

80 

18.5 3.35 0.15642 UCS-16 

100 

15.23 3.15 0.17446 
UCS-7 20.4 3.21 0.15952 UCS-17 17.52 3.09 0.17387 
UCS-8 19.52 3.53 0.15945 UCS-18 17.25 3.13 0.16954 
UCS-9 19.23 3.33 0.15983 UCS-19 15.52 3.06 0.16576 
UCS-10 19.13 3.18 0.15883 UCS-20 16.44 3.17 0.17442 

90%RH 湿度下的 6.26 倍和 1.91 倍。同时观察图 8（b）
发现，100%RH 下试样的质量损失因子明显大于其它

两种湿度下的质量损失因子，其平均值为 2.72%，分

别是 80%RH 和 90%RH 环境下质量损失因子的 6.33
倍和 2.61 倍。这说明随着空气中酸性水分子数量的增

加，水岩反应更激烈、更迅速，导致矿物晶粒间存在

的化学键发生断裂，以及由于试样内部膨胀出现表面

粉末碎屑掉落的现象，从侧面反映了湿度越高对裂隙

岩样的物理结构破坏越严重。 

3  高湿环境下预制平行双裂隙砂岩力

学特性劣化规律 
3.1  预制平行双裂隙砂岩抗压强度劣化规律分析 

根据 20 组试样的试验结果，表 2 总结了平行双裂

隙砂岩经高湿处理 60 d 后在单轴压缩下的峰值强度、

弹性模量和泊松比。 
每种环境下选取抗压强度峰值为中位数的裂隙砂

岩作为代表，图 9（a）展示了其应力–应变曲线。可

以看出裂隙砂岩在整个受载直至破坏过程中，一共出

现了初始裂隙压密阶段 I、弹性变形至微弹性裂隙稳

定发展阶段 II、非稳定破裂发展阶段Ⅲ和峰后阶段 IV4
个阶段。它们由于试样所处环境湿度的不同，其特征

也有所差异：①初始裂隙压密阶段，曲线凹度随着湿

度的增加而减小，此阶段也就是刚受载时新裂隙的产

生数量减少；②弹性变形至微弹性裂隙稳定发展阶段，

随着湿度的增加，曲线斜率逐渐减小，说明弹性模量

也逐渐减小；③非稳定破裂发展阶段，对比干燥试样，

高湿处理后岩样的峰值应力显著下降，从 25.09 MPa
（干燥）下降至 16.44 MPa（100%RH），下降了 34.81%，

有应力平台出现在干燥试样的峰值周围，但持续时间

较短。这是由于预制裂隙周边正在慢慢产生变形及扩

展所导致的[20]；④破裂后阶段，干燥试样在峰后应力

迅速垂直跌落，呈现出较为明显的强脆性以及低塑性，

说明干燥试样具有致密性，反观高湿处理后的试样由

于水岩作用使得内部结构松散，颗粒间胶结物缺失导

致塑性明显增强。 
所有岩样的峰值单轴抗压强度统计图如图 9（b）

所示。从图 9（b）看出，随着湿度的增大，裂隙砂岩

的峰值应力呈递减变化，对应的抗压强度与湿度关系

曲线逐渐下移，这与以往类似试验结果[11]是一致的。 

 

图 9 不同湿度环境下 60 d 双裂隙砂岩试样单轴压缩规律 

Fig. 9 Uniaxial compression law of double-fissure sandstones 

under different humidity environments for 60 d 
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3.2  预制平行双裂隙砂岩力学参数劣化规律分析 

一般用来表征试样力学变形特性的参数是弹性模

量 E、泊松比 ，计算结果如图 10 所示。 
图 9（a）中应力–应变曲线在直线段的变形量随

环境湿度增加基本呈减小趋势，即高湿削弱了砂岩的

弹性模量。砂岩在 90%RH 的环境中 60 d 后，与干燥

状态相比，弹性模量下降幅度最大，高达 38.84%，在

湿度达 100%RH 时，试样的弹性模量均值又有小幅回

升，这是由于试样本身的非均质性所造成的（图 10）。 

 

图 10 不同湿度下 60 d 对裂隙砂岩弹性模量、泊松比的影响 

Fig. 10 Effects of different humidity environments for 60 d on 

modulus of elasticity and Poisson's ratio of fractured sandstones 

由图 10 也可知，裂隙砂岩的泊松比对湿度环境也

比较敏感，其随湿度的增加呈指数型增长。在 100%RH
环境中放置 60 d 后，裂隙砂岩的泊松比较干燥状态增

大了 12.44%。 

4  预制平行双裂隙砂岩裂纹演化及破

坏特征 
4.1  高湿作用过程裂纹扩展过程分析 

裂纹的萌生与扩展会导致应力–应变曲线出现波

动异常[21]。下面以部分典型岩样为例，对其应力–应

变曲线与裂纹扩展二者之间的关系进行探究。 
图 11 给出了单轴压缩下试样的裂纹扩展过程。从

图 11（a）可见干燥砂岩试样的应力–应变曲线较光

滑。与经过高湿处理的岩样不同，该岩样曲线的应力

降主要出现在峰值附近。试样经历①裂隙压密阶段

（ 1 =1.85 MPa）后进入②弹性变形阶段（ 1 =16.56 
MPa）。在②中，其内部缺陷和上部预制裂隙被压密，

下部预制贯通裂隙并未产生压密效果。当应力值达到

③（ 1 =24.85 MPa）时，向下的拉伸裂纹出现在上部

预制裂隙两侧尖端，从而导致应力略微下降。同时，

切线模量 Ea 因岩石的支撑结构损伤，其数值从②点

的 4.84 GPa 减少到③点的 3.79 GPa。之后，应力小幅 

 

图 11 典型试样裂纹扩展与应力–应变曲线对应关系 

Fig. 11 Relationship between crack growth and stress-strain curve of typical specimens 
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上升至④点（ 1 =24.93 MPa），此时呈现出的应力降

幅度较大，下部预制裂隙被压密且两侧尖端发生快速

的裂纹扩展，伴随着向上延伸的趋势，且此时的应力

并未达到峰值，试样强度还没有失效。当应力又一次

升至⑤点（ 1 =25.09 MPa）时，岩样沿上部预制裂隙

左尖端产生使岩桥贯通的剪切裂纹，发出爆裂声，试

样产生结构性破坏与失稳，峰后的应力骤降到 12.53 
MPa，呈明显脆性破坏特征。 

图 11（b）展示了 80%RH 环境下的砂岩试样的应

力–应变曲线和裂纹扩展情况。整个载荷过程中应力

–应变曲线呈锯齿状波动，出现 3 次应力降，分别发

生在②点（ 1 =5.70 MPa）、③点（ 1 =11.07 MPa）和

峰值⑤点（ 1 =19.03 MPa）。由图可知，应力–应变

曲线在④点（ 1 =17.74 MPa）附近已经表现出非线性

变化，割线模量 Ea达到峰值 3.42 GPa 后开始下跌，

下部预制裂隙出现斜剪切裂纹，当应力达到峰值 19.13 
MPa（⑤点）时，岩样积聚的弹性能在一瞬间突然释

放，两条预制裂隙左侧尖端分别扩展出上、下方向的

次级拉伸裂纹使得岩桥贯通，应力值缓缓下降，呈塑

性破坏特征。 
图 11（c）展示了 90%RH 下砂岩试样的应力–应

变曲线及裂纹扩展情况。该岩样曲线的第一次应力降

较上述试样大幅提前，在①点出现（ 1 =2.14 MPa），
具有较多的远场裂纹形成，且上部裂隙尖端发生裂纹

扩展。应力达到②点（ 1 =2.56 MPa）之前，下部裂

隙右侧尖端有明显斜剪切裂纹出现，后续曲线的切线

模量 Ea明显增加，由②点的 1.89 GPa 升至③点的 2.96 
GPa。当曲线到达③点（ 1 =9.73 MPa），下部预制裂

隙左侧尖端发育出较宽的次级剪切裂纹，其扩展方向

与预制裂隙近似垂直。当应力升至④点（ 1 =16.65 
MPa），波动幅度增加，阶段①出现的远场裂纹的宽度

不断增加。此时的割线模量达到最大（3.47 GPa）。继

续加载，在经历较小应变后，岩样应力达到峰值⑤点

（ 1 =18.48 MPa），岩桥贯通，岩样表面出现大面积

剥落，岩样完全破坏。 
砂岩试样经 100%RH 的高湿处理 60 d 后，其裂纹

扩展和应力–应变曲线情况参见图 11（d）。整个过程

与 90%RH 下的岩样规律类似，只是在峰前出现的两

次应力降稍有推后，且每次应力降都是由于预制裂隙

的压密、起裂和扩展所引起。当应力至①点

（ 1 =2.03MPa）时，岩样右端部远场裂纹形成，此时

的割线模量达到最小（1.83 GPa）。上部预制裂隙在应

力增至 4.22 MPa（②点）时，其周围出现向上与向下

的拉伸裂纹。而当应力增至 6.51 MPa（③点），曲线

进入弹性阶段，割线模量达到最大（3.12 GPa）。曲线

进入④点时（ 1 =15.69 MPa），出现大幅应力降，下

部裂隙尖端快速扩展出上、下的拉伸裂纹。随后，应

力再次达到 16.44 MPa（峰值⑤点）时，岩样的上、

下表面被预制裂隙的双侧拉伸裂纹贯通，致使其产生

拉伸破坏。 
根据以上分析，对图 11 包括未展出的试样进行对

比可明显看出，湿度在一定程度上决定着单轴压缩过

程中裂隙砂岩初始裂纹的起裂位置。干燥状态时，初

始远场裂纹主要在上端部左侧萌生，随着湿度的增加，

起裂位置转移至右侧。3 种高湿环境处理过的试样，

其初始裂纹萌生位置与预制裂隙相连的概率增大。与

此同时，随着湿度的增大，初始裂纹的起裂应力整体

呈下降趋势。这意味着，裂隙岩样的裂纹起裂或裂纹

快速扩展阶段逐渐远离峰值，对此在讨论部分再进行

详细分析。此外，随着湿度增加，试样应力–应变曲

线波动增加，产生的裂纹宽度增加，且大多数沿应力

加载方向扩展，其中对比失稳破坏时，其余 3 种状态

下的试样仅有单侧岩桥贯通，100%RH 下的岩样两侧

岩桥均贯通。 
4.2  裂隙砂岩裂纹演化与破坏模式分析 

图12为4种湿度影响下典型岩样宏观裂纹的发育

情况。斜剪切裂纹、主要裂纹以及次要裂纹分别用不

同颜色的线进行标记，依次是红色、黑色以及蓝色。

根据试验结果可知，试样的破坏通常由多种裂纹类型

组合而成，且湿度对岩样的裂纹萌生类型产生明显影

响。以干燥岩样为例，其裂纹演化类型多样，分别有

反抗拉裂纹、远场裂纹，次级裂纹与翼形裂纹（图 12
（a））。本次试验裂纹演化的总体特征有：裂隙岩样在

4 种不同的湿度环境中 60 d 后，最先出现的是远场裂

纹，该裂纹主要出现于上端部。随后出现的是拉伸裂

纹，其宏观表现为翼形裂纹，但岩样破坏的最主要原

因并不是因拉伸裂纹而导致的。例如，对于干燥岩样

来说，反抗拉与翼形裂纹会因应力的上升而在其发育

过程中逐渐向共面或者非共面次级裂纹演变，这才是

岩样剪切破坏的最终原因（图 12（a））。以 80%RH 高

湿处理后的岩样为例，反抗拉裂纹在拉伸裂纹中是一

种较为特殊的存在，通常情况下与翼形裂纹一同出现

（图 12（b））。存在剪切破坏的试样中，主要是以共

面次级裂纹的形式体现，且多出现于 90%RH 以下的

湿度环境中。此外，在湿度达到 90%RH 之前，会有

横向裂纹萌生，其初始起裂位置在预致裂隙的尖端，

并向着与应力加载垂直的方向延伸，一直发展至岩样

边界，最后交汇于其他裂纹或演变成其他裂纹（图 12
（a），（b），（c））。在相同的载荷速率下，预制裂隙的

尖端发生扩展的首先是翼形裂纹，应力加载过程中翼

形裂纹会逐渐演变为次级裂纹，共面次级裂纹会因为

湿度的增加而成为主要宏观裂纹，这也是导致岩样最
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终拉伸破坏的关键因素。100%RH 下，拉伸裂纹主要

以共面次级裂纹与翼形裂纹混合形式出现，且不会转

变成剪切裂纹（图 12（d））。干燥岩样中的反抗拉裂

纹和非共面次级裂纹是导致剪切破坏的直接因素（图

12（a））。除此之外，将全部破坏岩样形态（含未展示

的）结合来看，试样在受载过程中新生成的裂纹会随

着环境湿度的上升而逐渐减少，高湿度下只会显示出

导致试样失稳破坏的主要裂纹。根据前文有关水岩作

用总结可知，干燥试样受载时，其本身质地紧密，因

此，新裂纹发育充分。而经过高湿处理后的试样内部

结构已经发生改变，受载前已经萌生部分微裂隙，同

样的载荷速率使得颗粒重排列时间相对较短，造成因

高湿产生的内部新增缺陷不能充分发育，因此试样破

坏时表面新生的宏观裂纹数量相对较少。 

图 12 单轴压缩下裂隙试样的裂纹发育图 

Fig. 12 Crack propagation law of fractured sandstone specimen  

under uniaxial compression 

除裂纹扩展类型外，对裂隙砂岩的极限破坏模式

进行分析。由试验结果看出，不同湿度下岩样的极限

破坏模式有剪切破坏、拉伸破坏和剪切/拉伸混合破坏

3 种（图 13）。 

 

图 13 裂隙岩样破坏模式图 

Fig. 13 Failure modes of fracture sandstones 

由图 13 可知，剪切破坏模式作为为干燥岩样的主

要选择，环境湿度的升高会导致横向裂纹不再出现，

破坏模式由剪切向拉伸破坏转变，如湿度为 80%RH
和 90%RH 时，试样主要呈拉伸与剪切的混合型破坏，

最高湿度水平（100%RH）下，岩样的极限破坏模式

为 T 型的纯拉伸破坏。 

5  高湿影响裂纹演化机制讨论 
5.1  高湿对裂纹起裂应力的影响 

图 14 为湿度对平行双裂隙砂岩起裂应力 ci 的影

响曲线，为利于比较，图中还给出因湿度变化的岩样

峰值强度曲线。其中 ci 为初始裂纹萌生时所对应的应

力值。据图 14 可知，湿度和起裂应力两者的关系相似

于峰值强度的变化趋势，即因湿度上升而总体下降。

当湿度由干燥增加到 90% RH 时，预制平行双裂隙砂

岩的平均起裂应力近似线性由 12.12 MPa 降至 2.14 
MPa，但有一点不同，即 100%RH 下试样的平均起裂

应力 4.11 MPa 大于 90%RH 下试样的平均起裂应力

2.14 MPa。 

 

图 14 湿度对平行双裂隙砂岩起裂应力的影响 

Fig. 14 Effects of humidity on initiation stress of fractures in  

parallel double-fissure sandstones 
5.2  高湿对裂纹贯通应力的影响 

图 15 为湿度对平行双裂隙砂岩贯通应力的影响

关系曲线，图中同样给出峰值强度曲线。贯通应力则

定义为在预制的两条裂隙间岩桥贯通所对应的应力，

若试样存在两处贯通，则选取第一次贯通时的应力。

可见，贯通应力与湿度之间的关系与峰值强度变化趋

势也类似，随着湿度的增大总体呈减小的变化规律，

但不同的是，90%RH 下的平均贯通应力出现上升的趋

势。当湿度由干燥增加到 80%RH 时，预制平行双裂

隙砂岩的平均贯通应力由 19.90 MPa 降到 10.91 MPa；
而当湿度由 80%RH 增大到 90%RH 时，平均贯通应力

由 10.91 MPa 又升到 12.83 MPa，且 100%湿度下的平

均贯通应力比 80%RH 下的平均贯通应力稍有下降，

且降幅不大。 
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图 15 湿度对平行双裂隙砂岩贯通应力的影响 

Fig. 15 Effects of humidity on penetration stress in parallel  

double-fissure sandstones 
5.3  高湿作用下预制平行双裂隙砂岩力学参数劣化

机制 

砂岩作为一种典型的沉积岩，内部含有一些初始

缺陷，导致气态水分子很容易进入。当湿度升高时，

试样表面以及两条贯通裂隙接触到的水分子数量增

加，部分矿物通过水岩作用进行离子交换和水解，形

成二氧化硅以及次生矿物高岭石，加上本身携带的少

量伊利石和蒙脱石，这 3 种亲水性矿物吸水膨胀性强，

形成内外应力差，表层的矿物颗粒因此掉落，裂隙与

孔隙趁机渐渐发展，生成更多水岩接触面。同时，长

石矿物与钙质胶结物的水岩作用会因水分吸收、水分

子渗透而迅速发展。在烘干过程中，水溶性矿物随水

分子蒸发而迁移，导致渗透渠道与孔隙的生成。在上

述作用下，砂岩结构趋于松散，这体现在两方面：①

矿物颗粒框架慢慢软化；②内部微细观的孔、裂隙发

育。因此试样在高湿作用下发生劣化效应，反映在预

制平行双裂隙岩样的弹性模量、峰值强度和应变都呈

减小趋势。这也是岩样裂纹演化和破坏模式变化的原

因所在。 

6  结    论 
（1）随着环境湿度的增加，裂隙砂岩原致密片状

结晶形态呈现出团絮状形态，结构疏松程度加大，层

间分界变得模糊，微裂隙和微孔隙的数量增多，高湿

软化接触面的矿物颗粒结合内外部应力差使其脱落，

其紧实的微观结构趋于松散，质量减少，削弱其宏观

力学性能。 
（2）环境湿度对试样裂纹扩展及破坏模式具有明

显影响，随着湿度的增加，裂纹萌生类型因湿度的加

大从翼形裂纹演化为反抗拉裂纹，导致破坏模式从剪

切破坏过渡到拉伸破坏。 
（3）预制平行双裂隙砂岩贯通、起裂应力和湿度

三者的关系类似于峰值强度的变化趋势，即因湿度的

上升而总体下降，但 100%湿度下的起裂应力和 90%
湿度下的贯通应力出现反常偏高。 

（4）探讨了湿度对预制平行双裂隙砂岩力学参数

的影响机制。高湿作用对试样的力学参数起劣化作用，

当相对湿度较高时，试件弹性模量、峰值强度和峰值

应变均有所降低，泊松比则增大。裂隙尖端在高湿环

境下产生水压作用发生劈裂，削弱颗粒之间摩擦力，

从而在单轴压缩过程中促进裂纹的扩展，也就是加速

裂隙砂岩的破坏。 
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Abstract: The three-dimensional finite element simulation for energy piles with thermo-mechanical coupling effects is 

implemented by optimizing the pile-soil material parameters, boundary conditions, steps and grid types, etc. In this analysis, the 

stress and deformation characteristics of energy piles under inclined loads are investigated based on the existing experimental 

and numerical results. Further, the modelling method is validated by comparing the settlements at pile head from this study and 

those from the model tests and two-dimensional numerical simulations. Finally, the laws of settlements at pile head, frictions at 

pile side, lateral displacements and bending moments are explored through the variation of three main influence factors: vertical 

loads, lateral loads and temperature differences, and the corresponding suggestions for engineering design of energy piles are 

proposed. The results show that when the temperature difference ΔT>0℃, the thermal expansion will appear and the vertical 

displacement atop the pile is even upward. However, with the increase of vertical loads, the settlement-load curves will 

gradually tend to the curve when ΔT=0℃. Besides, the frictions at pile side are negative on the upper and middle parts of piles, 

and are positive on the lower part of piles. The lateral displacements and bending moments when ΔT>0℃ are both greater than 

those when ΔT=0℃. When ΔT<0℃, the frictions at pile side are positive on the upper and middle parts of piles, and are 
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ΔT=0℃, the reason is different from that when ΔT>0℃, and the bending moments are less than those when ΔT=0℃. 
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0  引    言 
能量桩是一项结合桩基埋管换热工艺与地源热泵

技术的节能减排技术[1]，已逐渐受到国内外工程与学

术界的广泛关注。在高层建筑工程及具有桥面融雪系

统的桥梁工程中，一方面，能量桩需承担上部结构传

递的倾斜荷载（包括上部结构自重引起的竖向荷载与

风荷载、车辆制动荷载等水平荷载）；另一方面，还要
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承受桩–土换热引起的温度荷载。因此，热（温度荷载）

-力（结构荷载）耦合作用下的能量桩承载机理与受力

变形特性较为复杂，不同于常规工程桩，是目前影响

能量桩这一新型技术推广应用的关键问题之一。 
近年来，能量桩相关研究已有了较大的进展，开

始从热响应测试与传热理论研究[2-4]逐渐转向结构响

应规律及机理分析[5]。然而，针对倾斜荷载下能量桩

受力变形特性的研究似未见报道，现有研究多聚焦于

竖向荷载下能量桩的沉降与应力分析。现场试验方面，

Laloui 等[6]探究了热-力耦合作用下能量桩的附加应

力分布规律；Bourne-Webb 等[7]提出了降温工况下能

量桩将产生附加温度拉应力及附加沉降，再度升温后，

仍存在部分不可恢复的沉降；桂树强等[8]通过单次冷

热循环，揭示了附加温度应力与冷热循环下不可恢复

沉降的形成原因；路宏伟等[9]分析了摩擦型能源桩的

荷载传递特性，升温或降温工况下，分别在桩身上部

或下部出现负摩阻力，且桩顶竖向荷载可弱化升温导

致的负摩阻力效应；方金城等[10]着重分析能量桩热力

学特性及其对桩周土体的影响规律；任连伟等[11]初步

探讨了冷热循环下能量桩的附加温度应力与桩侧摩阻

力演化规律。模型试验方面，黄旭等[12]，孔纲强等[13]

提出了附加温度应力受桩周约束条件影响，降温工况

下桩端甚至可能出现较大拉应力，且多次冷热循环下

能量桩的累计沉降将影响上部结构的安全性；随后，

陆浩杰等[14]以长期冷热循环下摩擦型桩为研究对象，

初步探讨了桩顶累积沉降的形成机理；此外，刘干斌

等[15]探究了在常温、升温与降温 3 种工况下桩周土体

的热固结过程及桩侧负摩阻力的发挥机制。理论研究

方面，Cesar 等[16]在桩单元压缩量计算中考虑温度影

响，然其荷载传递函数假定为折线型，故难以考虑冷

热循环过程中塑性变形的累积；Suryatriyastuti 等[17]

提出了一个包含硬化-软化机制的侧摩阻力-深度循环

函数，以反映冷热循环过程中能量桩的承载力变化；

此外，费康等 [18]引入双曲线型荷载传递函数与

Modjoin 法则模拟冷热循环过程，并通过刚度折减近

似考虑塑性变形的积累。相比而言，数值模拟方面的

研究工作相对较少[19-21]，且多为基于竖向荷载下单桩

的轴对称性质的二维数值分析。综上，针对竖向荷载

下的能量桩沉降与应力分析，已取得了较多的成果；

但实际工程中，桩基往往不止承受单一竖向荷载，水

平荷载（风荷载、车辆制动荷载等）的影响也是不容

忽视的。因而，对倾斜荷载下能量桩的受力变形特性

展开三维数值分析是有必要的。 
鉴于此，本文基于已有试验及数值分析，借助

ABAQUS 有限元软件，建立了倾斜荷载工况下考虑热

-力耦合作用的能量桩三维数值模型：①通过与模型试

验及二维数值结果的对比分析，验证本文三维建模方

法及参数选取的合理性；②在此基础上，探究桩顶竖

向荷载和温差对沉降及桩侧摩阻力变化规律的影响，

并分析桩顶沉降的变化原因及负摩阻力的发挥机制；

③通过桩身水平位移与桩身最大弯矩演化规律，分析

升温及降温工况下，能量桩内力变形发生变化的原因；

④定量分析桩顶沉降、桩顶水平位移及桩身最大弯矩

值随温差变化的关系，并定义各自的增大系数以便求

解其他工况下的桩身响应；⑤基于上述分析，提出相

应的能量桩工程设计建议。 

1  三维有限元模型建立 
本文拟通过优选几何尺寸、桩-土材料参数、边

界条件、分析步与网格类型等，借助 ABAQUS 有限

元软件进行数值试验，揭示热-力耦合作用下能量桩的

受力变形特性，并通过 MATLAB 平台对数值结果进

行后处理。 
1.1  几何模型建立及参数选取 

以某能量桩[19]为例，桩径D=1.5 m，桩长 L=8.2 m，

由于桩轴线 2 倍桩径范围外，土体温度变化基本可以

忽略[20-21]，并考虑边界效应的影响，将数值模型中桩

周土体尺寸取为半径为 10 m，深度为 20 m 的圆柱体，

即桩端与土体底面的垂直距离为 11.8 m。桩-土界面设

置接触，将桩-土界面摩擦角考虑为 δ=24.5°。桩体

混凝土采用弹性本构模型，混凝土密度 ρp 为 2200 
kg/m3，孔隙率 np为 0.15；桩周砂土选择 Mohr-Coulomb
理想弹塑性模型，内摩擦角、黏聚力及剪胀角分别为

φ=35°，c=1 kPa 和 ψ=9.40°，土颗粒密度 s 为 2650 
kg/m3，孔隙率 ns为 0.42；此外，弹性模量 E、泊松比

 、线膨胀系数 、导热系数、比热容 cs等桩-土材

料热力学参数如表 1 所示。 
表 1 桩-土材料参数 

Table 1 Material parameters of pile and soil 

材料 E 
/MPa 

  α 
/(με·°C-1) 

λ 
/(W·(m·°C-1)) 

cs 

/(J·(kg·°C-1)) 
砂土 78 0.30 10 0.25 930 
混凝

土 33 0.25 16 1.7 930 

1.2  边界、荷载条件及网格划分 

能量桩三维数值模型的边界条件：①力学边界条

件。土体底面视为固定边界条件，土体侧面约束径向

位移，顶面自由；②温度边界条件。除桩顶外，模型

外边界的温度均始终与初始温度 T0保持一致。 
能量桩的荷载施加考虑采用在 Edit keywords 中

材料属性后加上“initial condition, type=stress, geostatic”
的方法对桩-土模型进行地应力平衡，同时考虑桩-土

自重引起的初始地应力，将土压力系数取为
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K0=1-sinφ=0.43；在施加重力荷载后，再以均布应力

的形式在桩顶施加竖向荷载 P；已知桩体与桩周土体

的初始温度为 T0=25℃，分别将桩体升温至 32℃，

37℃，43℃，令温差 ΔT=T1-T0，则温差为 7℃，12℃
与 18℃，此时，桩顶应力分别为 396，436，476 kPa[19]。

该算例的温度变化路径如图 1 所示，可通过自定义幅

值曲线 amplitude 实现。 
 

 

图 1 桩体温度变化曲线 

Fig. 1 Variation of temperature of energy piles 

为进行完全热-力耦合分析，桩体和土体均采用

C3D8T（coupled temperature-displacement）特定网格

类型，以保证网格的质量与分析的精确度。此外，为

兼顾计算精度与计算效率，采用结构化网格技术对桩

体进行网格划分，沿径向与桩长方向均匀划分，共 960
个桩体网格单元；对于较为复杂的土体模型，通过定

义 partition 并结合扫掠网格技术对其进行网格划分，

靠近桩体部分网格密集，远离桩体部分网格疏松，共

5240 个土体网格单元，如图 2 所示。 

 

图 2 三维数值模型 

Fig. 2 Three-dimensional numerical modelling 

2  数值模型验证 
将桩顶附加沉降曲线与 Rotta 等[19]的模型试验及

二维数值结果进行对比，并规定竖直向下为正方向，

如图 3 所示。 
由图 3 可知，本文三维有限元模型计算结果与

Rotta 等[19]的试验及二维数值分析结果吻合较好，尤

其是初始阶段与最终阶段；而中间阶段模拟结果偏大

的原因主要是试验中桩身温度荷载不均匀[19]。此外，

本文值与 Rotta 等[19]二维数值结果的误差可能是桩-

土界面接触、模型尺寸、网格划分等导致的，其中，

Rotta 等[19]在桩-土之间单独设置一薄层模拟桩-土界

面，而本文则采用设置接触对的方法进行模型。由此

可见，本文三维有限元分析可以较好地模拟热-力耦合

作用下能量桩的受力变形特性。 

 

图 3 桩顶附加沉降曲线与试验及二维数值分析结果对比 

Fig. 3 Comparison among additional pile head settlement curves,  

experimental and two-dimension numerical results 

3  受力变形特性 
为进一步分析倾斜荷载作用下能量桩的受力变

形特性，仍基于上述算例，探究桩顶沉降、桩侧摩阻

力、水平位移及桩身弯矩的变化规律。在此分析中，

考虑竖向荷载在 0～4000 kN变化，水平荷载在 0～800 
kN 变化[22]，温差 ΔT 工况主要考虑为 0，±7℃，

±12℃，±18℃。 
3.1  桩顶沉降变化规律 

考虑到桩顶沉降受水平荷载影响较小，故固定

H=200 kN 条件不变，通过改变桩顶竖向荷载 P 和温

差 ΔT，探讨桩顶沉降的变化规律，如图 4 所示。图中，

规定竖向位移向下为正，向上为负。 

图 4 桩顶沉降–竖向荷载曲线 

Fig. 4 Curves of pile-head settlement-vertical load  

由图 4 可知，当 ΔT<0℃时，桩顶沉降 w0明显大

于 ΔT≥0℃工况，其主要原因为降温工况下桩顶收缩
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方向与竖向荷载方向一致，其沉降量为桩顶竖向荷载

与温度荷载共同作用造成的[9]；当 ΔT=-18℃时，无荷

载与 P=1000 kN 工况下的桩顶沉降值分别为 2.077，
4.975 mm；而当 T=0℃时，无荷载与 P=1000 kN 工况

下的桩顶沉降值分别为 0，2.230 mm；显然，桩体降

温收缩引起的桩顶附加沉降是不容忽视的。反之，当

ΔT>0℃时，桩体将产生热膨胀，在P=0 kN与P=500 kN
时，甚至会出现向上的位移（-2.230，-1.103 mm），

此时桩顶膨胀方向与竖向荷载方向相反，桩侧摩阻力

变化较为复杂，但随着竖向荷载的增大，在桩顶荷载

与桩端持力层的共同约束下，升温对桩顶沉降的影响

逐渐减弱，w0–P 曲线逐渐趋近 ΔT=0℃工况。在实际

工程中，桩顶与桩端往往存在约束，沉降随温差的变

化受到限制，故能量桩在正常使用状态下，将在桩顶

与桩端产生不可忽视的附加温度应力（压应力或拉应

力）。因此，在能量桩设计时，应对附加温度应力（尤

其是拉应力）进行初步估算，使其低于桩体混凝土抗

压及抗拉强度，并适当提高桩顶与桩端钢筋配筋率。 
为定量分析温差 ΔT 对桩顶沉降 w0的影响，定义

α(w0)=Δw0/w0(ΔT=0℃)为桩顶沉降增大系数，其中，Δw0

为竖向荷载相同时，某温差工况下桩顶沉降与 ΔT=0℃
工况下桩顶沉降 w0(ΔT=0℃)的差值，探究桩顶沉降增大

系数随温差的变化规律，如图 5 所示。由图 5 可知，

桩顶沉降增大系数与温差的关系近似呈线性增大，其

斜率随竖向荷载增大而减小，规律较为清晰，故对图

中 4 条曲线进行拟合，可得其统一表达如下所示： 
0.865

0( ) 25.551w T P      。      (1) 

其余温差与荷载工况下桩顶沉降可通过式（1）计

算出桩顶沉降增大系数 α(w0)，并结合 ΔT=0℃工况下

桩顶沉降进行求解。 

 

图 5 桩顶沉降增大系数–温差曲线 

Fig. 5 Curves of increment coefficient of pile-head  

settlement-temperature difference  
3.2  桩侧摩阻力变化规律 

能量桩升温或降温时，桩体与桩周土体将产生相

对位移，引起桩侧摩阻力的变化，不同深度土体的侧

摩阻力可通过轴力及桩体自重求解。图 6 为不同温差

工况下(P=0)桩侧摩阻力 qs随深度分布的情况。图中，

规定桩侧摩阻力向上为正，向下为负。 

 

图 6 温度荷载下桩侧摩阻力分布 

Fig. 6 Distribution of pile-side frictions under temperature loads 

由图 6 可知，本文数值所得桩侧摩阻力沿深度方

向的分布规律与 Laloui 等[6]、Bourne-Webb 等[7]、孔

纲强等[4, 13]的研究成果一致；中性点位置约在 0.8L 处，

接近 Laloui 等[6]现场实测的中性点位置，而 Bourne- 
Webb等[7]与孔纲强等[4, 13]现场实测的中性点位置约在

0.6L 处；中性点位置存在差异的主要原因在于桩端约

束条件的不同，本文算例与 Laloui 等[6]的桩端持力层

为砂土或砂岩，弹性模量或单轴抗压强度较大，对能

量桩提供的桩端约束远大于 Bourne-Webb 等[7]与孔纲

强等[4, 13]的黏土持力层，故其中性点位置更靠近桩端。

此外，在此分析中，由于桩顶无竖向荷载，故桩体上

部的桩侧摩阻力比下部更为明显；当 ΔT>0℃时，桩

身上、中部桩侧摩阻力为负，负摩阻力最大值为-8 
kPa，下部桩侧摩阻力为正；当 ΔT<0℃时，桩身上、

中部桩侧摩阻力为正，摩阻力最大值为 3 kPa，而下部

桩侧摩阻力为负，反映了桩体升温膨胀或降温收缩时，

桩周土体对能量桩的约束[13]。综上，能量桩桩侧摩阻

力分布规律及大小受温差影响较大，在能量桩设计时，

应充分考虑负摩阻力的影响，如适当提高通长钢筋配

筋率、选址时尽量避开高压缩性土层、避免大面积堆

载等。 
3.3  水平位移变化规律 

取 P=2000 kN，通过改变桩顶水平荷载 H 和温差

ΔT，探讨桩身水平位移 y 的变化规律，如图 7 所示（图

中位移为桩边缘处水平位移）。由于图中深度–水平位

移曲线与刚性桩类似，通过计算可得， h =2.73≥2.5
（其中 =(mb0/EI)0.2，m 为弹性地基比例系数，b0 为

基桩计算宽度，EI 为抗弯刚度），故可将其视为刚性

桩。 
由图 7 可知，当 ΔT>0℃时，桩顶水平位移 y0大

于 ΔT=0℃的工况，其主要原因为：升温时，桩体沿

径向将产生热膨胀，此外，桩端因温度升高而产生桩

土共同膨胀，相当于桩周及桩端约束加强[8]，限制了
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桩端位移。反之，当 ΔT<0℃时，桩体沿径向将产生

收缩，然而，桩土共同收缩将导致桩侧及桩端约束减

弱[8]，旋转中心上移引起桩顶水平位移随之增大，上

述两种作用相互抵消，尤其在水平荷载较小时（H=200 
kN），但随着水平荷载的不断增大，桩体自身径向收

缩的影响逐渐可以忽略。此外，还可以观察到桩端位

移与旋转中心深度均随 ΔT 的增大而增大，表明了温

度变化将引起桩周及桩端约束的变化。综上，升温和

降温工况下桩顶水平位移均有所增大，但各自的原因

不尽相同，工程实际中，若要弱化温差的影响，可考

虑整体加强桩周、桩顶及桩端的侧向约束，如嵌入岩

层或扩大下部桩身半径等。 

 

图 7 深度–水平位移曲线 

Fig. 7 Curves of depth-lateral displacement 

为定量分析温差 ΔT 对桩顶水平位移 y0的影响，

定义 (y0)=Δy0/y0(ΔT=0℃)为桩顶水平位移增大系数，其

中，Δy0 为水平荷载相同时，某温差工况下桩顶水平

位移与 ΔT=0℃工况下桩顶水平位移 y0(ΔT=0℃)的差值，

探究桩顶水平位移增大系数随温差的变化规律，如图

8 所示。由图 8 可知，ΔT>0℃和 ΔT<0℃工况下桩顶

水平位移均大于 ΔT=0℃工况，然其原因却不尽相同。

此外，桩顶水平位移增大系数与温差的关系近似呈线

性变化，其斜率随水平荷载增大而减小，规律较为清

晰，规律较为清晰，故对图中 4 条曲线进行拟合，可

得其统一表达式为 
1.008

0

4.313    (
( )

0.006            (
0

 0
T P T

w
T T


    





 

℃)

℃)
  。  (2) 

其余温差与荷载工况下桩顶沉降可通过式（2）计

算出桩顶水平位移增大系数 (y0)，并结合 ΔT=0℃工

况下桩顶水平位移进行求解。 

 

图 8 桩顶水平位移增大系数–温差曲线 

Fig. 8 Curves of increment coefficient of pile-head  

deflection-temperature difference  
3.4  桩身弯矩变化规律 

同样地，取 P=2000 kN，通过改变桩顶水平荷载

H 和温差 ΔT，探讨桩身弯矩 M 的变化规律，如图 9
所示。 

图 9 深度–弯矩曲线 

Fig. 9 Curves of depth-bending moment 

由图 9 可知，各温差工况下桩身弯矩随深度的变

化趋势大致相同。当 ΔT>0℃时，桩身弯矩始终表现

出增大的趋势，且其增量随 ΔT 的增大而增大，其主

要原因是桩土升温时桩端及桩周约束加强。当 ΔT<0℃
时，同一深度桩身弯矩表现出：在水平荷载较低时，

弯矩增大，而在水平荷载较高时，桩身弯矩反而小于

ΔT=0℃的工况，其主要原因为：桩土共同收缩时，桩

端及桩周约束减弱，基桩变形主要表现为绕旋转中心

偏转。此外，不难看出最大弯矩位置均处于 3 m 深度

（0.36L）附近，即温差对最大弯矩位置影响较小，工

程设计时应考虑在该深度附近适当提高配筋率，以避

免桩体发生破坏。 
为定量分析温差 ΔT 对桩身最大弯矩 Mmax 的影

响，定义 (Mmax)=ΔMmax/Mmax(ΔT=0℃)为桩身最大弯矩
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增大系数，其中，ΔMmax 为水平荷载相同时，某温差

工况下桩身最大弯矩与 ΔT=0℃工况下桩身最大弯矩

Mmax(ΔT=0℃)的差值，探究桩身最大弯矩增大系数随温

差的变化规律，如图 10 所示。由图 10 可知，当 ΔT>0℃
时，桩身最大弯矩增大系数与温差的关系近似呈线性

变化，且其斜率随水平荷载增大而减小，其主要原因

为水平荷载增大时，温度影响相对减弱，故对图中 4
条曲线 ΔT>0℃部分进行拟合，可得其统一表达式为  

0.591
0( ) 0.297 )  ( 06w T P T     ℃   。  (3) 

其余 ΔT>0℃温差与荷载工况下桩顶沉降可通过

式（3）计算出桩身最大弯矩增大系数 (Mmax)，并结

合 ΔT=0℃工况下桩身最大弯矩进行求解，但 ΔT<0℃
工况下桩身最大弯矩受温差影响较小。 

图 10 桩身最大弯矩增大系数-温差曲线 

Fig. 10 Curves of increment coefficient of maximum bending  

moment of energy pile-temperature difference  

4  结    论 
本文通过与模型试验及二维数值结果的对比，验

证了考虑热-力耦合作用的能量桩三维有限元分析方

法合理性，针对倾斜荷载下能量桩受力变形特性这一

问题，探讨了考虑温差影响的桩顶沉降、桩侧摩阻力、

水平位移及桩身弯矩变化规律，主要得出 4 点结论。 
（1）当 ΔT<0℃时，桩顶沉降 w0 明显大于 ΔT≥  

0℃工况；而当 ΔT>0℃时，在竖向荷载较小时，桩顶

甚至出现向上的位移，但其 w0–P 曲线随着竖向荷载

的增大逐渐趋近 ΔT=0℃工况。能量桩在正常使用状

态下，将在桩顶及桩端产生不可忽视的附加温度应力

（压应力或拉应力），因而，在能量桩设计时，应对附

加温度应力（尤其是拉应力）进行初步估算，使其低

于混凝土抗压及抗拉强度，并适当提高桩顶与桩端钢

筋配筋率。 
（2）当 ΔT>0℃时，桩身上、中部桩侧摩阻力为

负，下部桩侧摩阻力为正；而当 ΔT<0℃时，桩身上、

中部桩侧摩阻力为正，而下部桩侧摩阻力为负。能量

桩桩侧摩阻力分布规律及大小受温差影响较大，在能

量桩设计时，应充分考虑负摩阻力的影响，如适当提

高通长钢筋配筋率、选址时尽量避开高压缩性土层、

避免大面积堆载等。 
（3）升温和降温工况下桩顶水平位移均有所增

大，但其原因不尽相同；工程实际中，若要弱化温差

的影响，可考虑整体加强桩周、桩顶及桩端的侧向约

束，如嵌入岩层或扩大下部桩身半径等。 
（4）各温差工况下桩身弯矩随深度的变化趋势大

致相同。当 ΔT>0℃时，桩身弯矩始终表现出增大的

趋势；而当 ΔT<0℃时，桩端及桩周约束减弱，基桩

变形主要表现为绕旋转中心偏转，桩身弯矩小于

ΔT=0℃的工况。此外，最大弯矩位置受温差影响较小，

均处于 3 m 深度（0.36L）附近，工程设计时应考虑在

该深度附近适当提高配筋率，以避免桩体发生破坏。 
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一种基于持水曲线的市政污泥水分分布测试方法研究 
占鑫杰

1，2
，詹良通

*3，4
，林伟岸

3，4
，陈云敏

3，4
 

（1. 南京水利科学研究院岩土工程研究所，江苏 南京 210024；2. 水文水资源与水利工程国家重点试验室，江苏 南京 210029； 

3. 浙江大学软弱土与环境土工教育部重点实验室，浙江 杭州 310058；4. 浙江大学岩土工程研究所，浙江 杭州 310058） 

摘  要：市政污泥的脱水特性与其水分分布特性密切相关，对市政污泥的水分分布特性开展研究具有重要的理论意义。

目前测试污泥水分分布曲线采用热重-差热分析方法，该方法中试样量仅有 50 mg，测试结果复现性较差。拟提出一种

基于持水曲线的市政污泥水分分布测试方法，并构建了新测试方法的理论框架。随后采用渗析法联合相对湿度法测试

了市政污泥的水分分布曲线，并与传统的热重差热试验结果进行对比分析。研究结果表明，基于持水曲线的污泥水分

分布测试方法具有如下特点：试验量多；测试过程中试样结构状态变化小；测试的结合能范围更广泛。 
关键词：市政污泥；水分分布特性；水分结合能；土水势；持水曲线；热重差热分析 
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Moisture distribution in sewage sludge based on soil-water characteristic curve 

ZHAN Xin-jie1, 2, ZHAN Liang-tong3, 4, LIN Wei-an3, 4, CHEN Yun-min3, 4 
(1. Nanjing Hydraulic Research Institute, Nanjing 210029, China; 2. State Key Laboratory of Hydrology-Water Resources and Hydraulic 

Engineering, Nanjing 210029, China; 3. MOE Key Laboratory of Soft Soils and Geo-environmental Engineering, Zhejiang University, 

Hangzhou 310058, China; 4 Institute of Geotechnical Engineering, Zhejiang University, Hangzhou 310058, China) 

Abstract: The dewatering characteristic of sewage sludge is closely related to its moisture distribution. The researches on the 

moisture distribution characteristics in the sewage sludge are of important theoretical significance. Currently the measurement 

of moisture distribution curve of the sewage sludge mainly adopts the thermal gravimetry-differential thermal method, in which 

the amount of samples is only 50 mg, and the reproducibility of the tests is poor. A new method for measuring the moisture 

distribution in the sewage sludge based on the soil-water characteristic curve is proposed. Firstly based on the relationship 

between water potential and bond strength of moisture in the sewage sludge, the formula for bond strength of moisture and 

matric suction of the sewage sludge is derived. Accordingly the moisture distribution curve of the sewage sludge can be 

obtained by measuring its soil-water characteristic curve. The osmotic method and the relative humidity method are employed 

to obtain the moisture distribution curve of the sewage sludge. The results are compared with those based on the combined 

thermal gravimetry-differential thermal method. The proposed method for the moisture distribution in sewage sludge based on 

the soil-water characteristic curve has following features: the amount of samples is enough and representative, the change of 

structure of samples is small during measurement process, and the range of bond strength of measured moisture is wider. 

Key words: sewage sludge; moisture distribution characteristic; water-solid bond strength; water potential; soil-water 

characteristic curve; combined thermal gravimetry-differential thermal method

0  引    言 
随着经济社会的快速发展，中国每年的市政污泥

产量高达几千万吨。市政污泥脱水技术的研发是工程

界关注的焦点问题之一。而市政污泥的脱水特性与其

水分赋存形式及分布特性密切相关[1-2]，因此对污泥的

水分分布特性开展深入研究具有重要的理论意义。 

1  概    述 
1.1  污泥水分赋存形式 

近年来，众多学者[1-4]所定义的污泥水分赋存形

─────── 

基金项目：国家自然科学青年基金项目（Gk321002）；南京水利科学
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式成为主流，即按照污泥中固相与水分的束缚方式划

分为自由水、间隙水、表面结合水和内部结合水（图

1）。其中自由水不受固体颗粒约束，间隙水存在于污

泥颗粒间隙中，表面结合水吸附在污泥颗粒表面，内

部（化学）结合水通过化学键结合于有机质内。上述

4 种水分与污泥颗粒的结合能力依次为内部结合水>
表面结合水>间隙水>自由水。 

 

图 1 污泥中不同形式水分 

Fig. 1 Forms of moisture in sewage sludge 

通过实验准确区分以上 4 种形式水分的含量比

较困难，因此部分研究者仅将污泥中水分划分为“结

合水”与“自由水”，其中“结合水”由于与固体颗粒

相互作用而表现出与“自由水”不同的焓值、蒸汽压、

熵值、黏滞度和密度。基于以上特性，研究者提出了

不同的污泥结合水测试方法，主要包括热干燥法、膨

胀计法、离心沉降法、热重差热分析法、抽滤法、压

滤法和水活度法等[5-11]。Vaxelaire 等[11]对上述各种测

量方法的试验原理进行了详细描述，并总结出各方法

优缺点：离心沉降法、膨胀计法、压滤法、抽滤法仅

能得到污泥中自由水和结合水的含量，同时测试过程

中会损坏试样的结构；低温干燥法、水活度法存在测

试结果复现性差的问题。谢浩辉[12]以中国典型市政污

泥为研究对象，分别采用热干燥法、膨胀计法、压滤

法、抽滤法、水活度法和热重差热方法测试污泥的结

合水含量，不同方法的测试结果有较大差异，主要原

因是不同方法确定“结合水”的能量范围不同[12-13]。 
1.2  污泥水分分布及其测试方法 

随着研究工作的深入，部分学者通过构建污泥水

分分布曲线（moisture distribution curve）来描述污泥

在不同能量范围内的水分分布特征。污泥水分分布曲

线表述的是污泥水分结合能与含水率的连续函数关

系。构建污泥水分分布曲线的常用方法是热重差热分

析法[4, 8]，是热物理学科的常用研究手段。然而热重差

热分析方法存在以下问题：①热分析仪中试样量较少

（<50 mg），平行试验结果有较大误差，试验结果不

具有代表性[8]；②污泥试样在水分蒸发过程中发生较

大的收缩变形，其结构状态发生较大改变，进而导致

污泥固相和水分的结合能发生较大变化。 

因此需要提出一种新的污泥水分分布测试方法，

该方法具备以下条件：①试样量足够，具有一定代表

性；②测试过程中试样结构不能发生较大变化进而影

响其水分赋存形式；③污泥水分分布测试结果能够一

定程度解释污泥的脱水特性[13]。 
本文拟采用土水势（吸力）来构建污泥的水分分

布曲线，据此提出一种基于持水曲线的水分分布测试

方法的理论框架，并从原理和测试结果两方面对这一

方法进行了验证。 

2  基于持水曲线的污泥水分分布测试

方法的提出 
（1）污泥水分结合能 
在热重差热分析中，纯水蒸发的热焓值为 Hw，

污泥水分蒸发的热焓值为 Hs。由于污泥颗粒与水分的

结合作用，污泥水分蒸发热焓值 Hs高于纯水蒸发热焓

值 Hw。因此污泥与水分的结合能H，可表述为污泥

和纯水蒸发热焓的差值： 
                ws HHH    ，            (1) 

式中，Hs，Hw，H 的单位为 kJ/kg。根据式（1）可

知，污泥与水分的结合能H 越高，需要的蒸发热焓

值 Hs越高。 
（2）污泥土水势 
污泥土水势E，是污泥中水分自由能 Es 相对于

纯水自由能 Ew的降低值[14-15]： 
   ws EEE    。                     (2) 

（3）污泥水分结合能、土水势、吸力的关系 
污泥水分自由能降低是由于污泥水分与颗粒相结

合的结果。因此从物理意义上，污泥土水势H 与其

水分结合能E 的关系为 
 HE    。              (3) 

根据热力学理论，平衡状态下污泥土水势与吸力

的关系为[15-16] 
  w/ uE    ，             (4) 

式中，E 为污泥土水势（kJ/kg），u 为吸力（MPa），
 w 为纯水密度（kg/m3）。 

综合式（3），（4），得到污泥水分结合能与其吸力

的关系为 
    w/ uH    ，             (5) 

式中，H 为污泥的水分结合能（kJ/kg）。  
对式（5）进行量纲分析，验证了以上关系式的合

理性。根据式（5）可知，污泥的水分结合能可通过其

吸力间接得到，因此可通过测试污泥的持水曲线

（SWCC）来研究其水分分布特性。如图 2 所示，为

污泥的持水曲线、水分分布曲线及其对应关系；当污
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泥在 1 MPa 吸力作用下平衡后，对应的水分结合能为

1 kJ/kg。 

 

图 2 污泥水分结合能、吸力与含水率的关系 

Fig. 2 Relationship among water-solid bound strength, matrix  

pressure and residual moisture content 

3  基于持水曲线的污泥水分分布测试

方法的验证 
为验证基于持水曲线的污泥水分分布测试方法，

分别采用渗析法（相对湿度法）和传统的热重差热方

法构建了污泥的水分分布曲线，并将两者的试验结果

进行了比较。 
3.1  试验材料 

污泥试样取自成都长安填埋场污泥库。该污泥经

带式压滤脱水后，运至成都填埋库进行填埋，填埋后

污泥库直接暴露于降雨和大气中。取样污泥的填埋龄

期为 2 a 左右，取样后放在塑料桶中进行密封。 
采用土工试验方法标准（GB/T 50123）[17]测试了

污泥试样的基本性质。试样含水率测试采用烘干法，

测试温度控制在 65℃。试样有机质含量测试采用灼烧

法。试样相对质量密度测试采用相对质量密度瓶法，

测试液体采用煤油，并采用抽真空排气。试样密度测

试采用环刀法。试样的 pH 值测试依据 CJ/T221— 
2005[18]。试样的颗粒粒径采用 Beckman Coulter 激光

散射仪测定。试样的 zeta 电位测试采用马尔文激光粒

度分析仪。测试得到污泥试样基本性质指标如表 1 所

示。 
表 1 污泥试样的基本性质 

Table 1 Basic properties of sewage sludge 

含水率
/% 

有机质

含量
/% 

密度 
/(g·cm-3) 

相对质

量密度 pH 粒径 
/μm 

Zeta 
电位 
/mV 

860 40 1.05 1.8 8.2 0.6～
677 -22.5 

3.2  持水曲线测试方法 

为验证第 2 节基于持水曲线的市政污泥水分分布

测试方法，拟开展市政污泥的持水曲线（SWCC）测

试工作。本次试验中，污泥持水曲线测试拟联合采用

渗析法和相对湿度法，其中渗析法测试吸力范围为

0.033～4.2 MPa；相对湿度法测试吸力范围为 3.3～
150 MPa，结合两种方法可测试一条完整的持水曲线。 

（1）渗析法 
渗析法的原理是采用半透膜将测试试样与大分子

量溶液隔开，半透膜只允许水分子和小的盐离子通过，

大分子量的溶质分子无法通过。水分子由于浓度差在

试样和高分子溶液间运移，直到试样中吸力与高分子

溶液渗透吸力达到平衡，因此半透膜两侧的溶液浓度

差决定了吸力的大小[19]。本次试验中高分子溶液采用

聚乙二醇（PEG20000）溶液，PEG20000 溶液浓度与

施加吸力的关系为[19] 
            s=11c2   ，               (6) 

式中，s 为施加吸力（MPa），c 为 PEG 20000 溶液的

浓度（PEG 溶质质量与水质量的比值）。 
渗析法试验装置如图 3 所示。该装置由磁力搅拌

器、密闭试样室、RC 半透膜和装有 PEG 溶液的烧杯

组成。试验中采用 6 种不同比例的 PEG20000 和去离

子水配置溶液，控制吸力值如表 2 所示。从表 2 中可

知，吸力控制范围为 0.033～4.2 MPa。 

 

图 3 渗析法试样装置 

Fig. 3 Test apparatus of osmotic method on sewage sludge 

表 2 PEG20000 溶液的浓度及其对应的吸力 
Table 2 Concentrations of PEG 20000 solution and corresponding  

osmotic suction pressures 

吸力/MPa 4.2 1 0.625 0.3162 0.1 0.033 
浓度 c 0.618 0.301 0.238 0.169 0.095 0.055 

试验前将 RC 半透膜（截留分子量 MWCO 为

12000～14000）放入去离子水中浸泡 1 h，以消除半透

膜保护层对试验的影响。将半透膜直接放置于透水石

上，均匀装入 40 g 污泥试样。将试样室放入烧杯中，

溶液通过试样室底部透水石、半透膜与污泥试样接触

进而实现水分交换。试验过程中维持室温在 20℃左

右，将烧杯放入到磁力搅拌器中搅拌以保证溶液均匀。

试验过程中，每间隔 4～5 d 将试样室从 PEG 溶液中

取出，拆开试样室，更换半透膜，并称量污泥重量，
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以获得不同平衡时间污泥试样的含水率。试验过程中，

随着污泥样收缩变硬，在污泥样表面施加一个薄板，

以保持半透膜和试样紧密接触。 
（2）相对湿度法 
相对湿度法的原理是通过改变土体湿度来控制非

饱和土的总吸力。首先在一个热力学封闭环境中放置

溶液和土样，一段时间后封闭环境中溶液会产生一定

湿度，土样与溶液通过水蒸气传输逐渐达到平衡。该

方法可使用盐溶液、酸溶液等来进行湿度控制[19]。相

对湿度与吸力关系由开尔文公式表述为 

   
a w

0

lnRT Ps u u
Mg P

     ，          (7) 

式中，s 为吸力，R 为气体常数（8.3143 J·mol·K-1），T
为温度，M 为水分子量，g 为重力加速度，P/P0为相

对湿度，其值为空气中水汽压与饱和水汽压比值。 
相对湿度法的试验装置如图 4 所示，该装置由玻

璃干燥器、磁力搅拌器等组成。试验采用 7 种过饱和

盐溶液，不同盐溶液控制吸力值如表 3 所示[19-20]。由

表 3 可知，相对湿度法控制湿度值为 97.6%～33.1%，

对应的吸力值为 3.3～149.5 MPa（温度为 20℃）。 

图 4 相对湿度法试验装置 

Fig. 4 Test apparatus of relative humidity method on sewage  

sludge 

表 3 相对湿度法中饱和盐溶液及控制吸力值 

Table 3 Salt solutions and corresponding suction pressures in  

relative humidity method 
饱和盐溶液 相对湿度/% 对应吸力/MPa 
MgCl2.6H2O 33.1 149.51 

K2CO3 43.2 113.50 
Mg(NO3)2.6H2O 55.0  82.00 

NaCl 75.5  38.00 
(NH4)2SO4 81.0  24.90 

NaSO3.7H2O 90.9  12.90 
K2SO4 97.6   3.29 

试验中控制室温为 20℃左右，将过饱和盐溶液和

磁子放置于玻璃干燥器底部，取 10 g 污泥试样置于多

孔板上进行吸力平衡，然后将玻璃干燥器放置于磁力

搅拌器上以加速蒸汽平衡。试样平衡 7 d 后，每隔 4～
7 d 称量污泥试样质量，当连续两次称土样重量差值小

于 0.05 g 时，认为土样中吸力与过饱和盐溶液蒸汽达

到平衡。每个玻璃干燥器中放入两个污泥试样进行平

行试验。 
3.3  热重差热分析方法 

在热重差热分析方法中，仪器同步测试纯水和污

泥试样在蒸发过程中的质量变化和样品−参照温度

差，根据记录数据处理得到的污泥试样水分热焓与纯

水热焓之差即为污泥试样的水分结合能[8,10,12]。采用热

重差热分析方法可以构建污泥试样的水分分布曲线。 
热重差热分析试验采用德国耐驰综合热分析仪。

取污泥试样约 10～13 mg 置于试样室坩埚内，试验温

度从室内温度（25℃）开始，并以 10℃/min 的升温速

率上升至 60℃，随后维持不变。试样室内充满氮气，

流速为 40 mL/min。试验过程中，热分析仪记录试样

在蒸发过程中质量变化、样品-参照样温度差等参数，

当 TGA 曲线（质量变化曲线）维持不变量时即可停

机。为验证试验结果的重复性，污泥试样进行 2 组平

行试验。在相同工况下以纯水替代湿污泥样进行试验，

以确定对流换热系数，其它试验控制方法与污泥试样

相同。 

4  试验结果及分析 
4.1  持水曲线方法 

（1）渗析法试验结果 
如图 5 所示，为渗析法不同吸力作用下（0.033～

4.2 MPa）污泥试样含水率随时间的变化曲线。从图中

可以发现：吸力越大，试样含水率降低越快；所有试

样在 19 d 后基本达到平衡。通过图 5 可知，污泥在最

小测试渗透吸力（0.033 MPa）作用下，其含水率降低

为 640%。 

 

图 5 渗析法不同吸力作用下污泥试样含水率变化曲线 

Fig. 5 Residual moisture content versus time under different  

suction pressures in osmotic method 
（2）相对湿度法试验结果 
如图 6 所示，为相对湿度法不同吸力（4.2～149.5 

MPa）作用下污泥试样含水率随时间的变化曲线。由

于相对湿度法施加吸力较大，为加快平衡速度，污泥

试样均经过预处理使其含水率降至 600%。根据试验
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结果可知：吸力越大，平衡的时间越短；吸力为 149.5 
MPa 时，试样 10 d 达到平衡；当吸力为 3.3 MPa 时，

试样 90 d 才能达到平衡。与渗析法相比，相对湿度法

平衡较慢，其主要原因是相对湿度法试验平衡过程是

气体交换，而渗析法平衡过程是水分交换；气体交换

速度比水分交换速度慢[21]。 

 

图 6 相对湿度法不同吸力作用下污泥试样含水率变化曲线 

Fig. 6 Residual moisture content versus time under different 

suction pressures in relative humidity method 
4.2  热重差热分析法 

如图 7 所示，为纯水试样的热重差热分析试验结

果：其中 Tcell 曲线记录样品的温度变化（℃）；TGA
曲线为纯水试样的重量变化（%）；DTG 曲线为 TGA
曲线的一阶微分（mg/min）；DTA 曲线为温度差的热

偶输出电压信号（V），负值表示吸热，即样品温度

低于参照样温度。 
从图 7 可知，纯水的热重差热试验结果可分为 3

个阶段：①温度上升阶段（见图 7 中Ⅰ阶段）；②恒速

蒸发阶段（见图 7 中Ⅱ阶段），这一阶段样品温度维持

常量，纯水蒸发速度（DTG 值）维持常量，同时试样

室与参照环境的温差（DTA 值）也维持为常量，表明

这一阶段流入试样室的能量全部用于水分蒸发；③陡

降阶段（见图 7 中Ⅲ阶段），随着水分蒸发结束，试样

迅速进入这一阶段。 

 

图 7 纯水的热重差热试验结果 

Fig. 7 Results of combined TGA/DTA tests for pure water 

如图 8 所示，为污泥试样的热重差热分析试验结

果。从图中可知，在污泥蒸发的Ⅱ阶段，DTG 维持为

常量的时间非常短，随后 DTG 值开始下降，表明在

蒸发阶段污泥水分结合能要高于纯水。图 7，8 中，污

泥和纯水的热重差热结果变化趋势与 Chen 等报道的

结果变化趋势基本一致[8]，说明测试结果基本可靠。 

 

图 8 污泥试样的热重差热试验结果 

Fig. 8 Results of combined TGA/DTA tests for sewage sludge 

试样（污泥、纯水）在蒸发过程中，流入样品室

的热流量为 
 m e ref cell e( ) DTAQ A h T T A ha     ， (8) 

式中，Qm为流入样品室的热流量，Ae为有效传热面积，

h 为表面平均对流换热系数，Tref 为参照温度，Tcell 为

样品温度，DTA 为差热，Tref，Tcell之差可表示为 a 和

DTA 的乘积。Aeha 单独求解比较困难，但其值可以通

过纯水试验结果得到。 
在纯水恒速蒸发区，流入样品室的热流量与水分

蒸发热完全相等，即得 
 m v TcellDTGQ Q H     ，        (9) 

式中，Qv 为水分蒸发热，DTG 为热重微商，HTcell 为

纯水蒸发比焓（温度为 Tcell）。 
式（8）建立了流入样品室热流量与差热的关系；

式（9）建立了热流量与物质损失的关系。结合式（8），
（9）可得 

 e m Tcell
DTG( )
DTA( )

A h a H
水分恒速蒸发区

水分恒速蒸发区
 。 (10) 

根据图 7Ⅱ阶段纯水恒速蒸发的试验结果，得到

其 DTG-DTA 的关系（图 9）。由图 9 可知：纯水恒速

蒸发时，DTG 与 DTA 基本呈直线关系。根据式（10）
可知，Aehma 是一个常量。污泥和纯水在蒸发过程中

的有效传热面积和 Aehma 值相同，进而污泥水分结合

能可表示为 

 m
Tcell Tcell T

DTA 1
DTG DTG
Q

E H H K     
 

  ，(11) 

式中，E 为污泥与水分的结合能，Qm/DTG 为污泥中

水分的蒸发焓，HTcell为纯水的蒸发焓，温度为 60℃时，

其值为 2357 kJ/kg，KT为纯水恒速蒸发时 DTG 与DTA
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之比，DTA，DTG 为污泥恒温蒸发时的差热、热重微

商。 

 

图 9 纯水恒速蒸发过程中 DTG-DTA 关系 

Fig. 9 Relationship between mass loss rate and voltage difference  

data in pure water tests 

根据式（11）以及污泥试样的热重变化试验结果

可以得到污泥水分结合能与含水率的关系曲线。 
图 10 为热重差热分析得到的两个污泥试样的水

分分布曲线，可以发现：①平行试验结果有较大差异；

②试验结果中缺少高含水率（低结合能）范围的数据。

Chen 等采用热重差热分析方法对活性污泥进行测试，

发现平行试验结果中污泥水分结合能的误差在 30 
kJ/kg 左右[8]。试验结果出现较大差异的原因是：①热

分析仪中坩埚容量有限，污泥试样量较少（mg 量级）；

②污泥试样在快速蒸发过程中发生较大收缩变形，水

分与污泥颗粒的结合状态在短时间内发生较大改变。 

 

图 10 热重差热分析得到的污泥水分结合能–含水率关系 

Fig. 10 Solid-water bound strength versus residual water content  

      by combined thermal gravimetry analysis and differential  

thermal analysis 
4.3  不同测试方法结果比较分析 

如图 11 所示，分别为持水曲线方法、热重差热方

法得到的污泥水分分布曲线。热重差热方法测试的结

合能范围为 10～100 kJ/kg，而持水曲线方法测试的结

合能范围为 0.033～100 kJ/kg。  
通过比较可知，在同一能量范围内，持水曲线方

法和热重差热方法的测试结果有一定差异。其主要原

因是：污泥中水分结合能与其结构状态（水分结合形

式）密切相关。热重差热分析方法中，试样在蒸发过

程中迅速发生收缩开裂，其水分结合形式发生较大改

变。采用持水曲线方法测试时，污泥试样在不同吸力

作用下缓慢脱水，其结构状态变化相对较小。 

 

图 11 不同测试方法（持水曲线方法、热重差热法）测得的 

污泥水分分布曲线 

Fig. 11 Continuous moisture distribution of sewage sludge by  

different methods 

综合以上分析，本文提出方法相对于传统的热重

差热分析方法具有以下特点：①测试过程中试样量较

多，更具代表性；②测试过程中，污泥的结构状态变

化较小；③土水势方法测试的结合能范围更广，尤其

是可以构建能量小于 1 kJ/kg 范围的水分分布曲线。 

5  结    论 
市政污泥的脱水特性与其水分分布特征密切相

关，因此对市政污泥水分分布特性开展研究具有重要

的理论意义。本文根据土水势与水分结合能的关系，

推导得出污泥水分结合能与吸力的关系。以此为理论

基础，提出可通过测试污泥持水曲线（SWCC）来研

究污泥的水分分布特征。联合采用渗析法和相对湿度

法测试了污泥的持水曲线，并与传统的热重差热分析

结果进行了对比分析，得到 3 点结论。 
（1）水科学领域的污泥水分分布曲线与土壤科学

领域的持水曲线具有一致性、等价性。污泥水分结合

能可表述为污泥吸力与水分密度的函数。  
（2）基于持水曲线的市政污泥水分分布测试方法

相对于热重差热方法具有以下特点：测试过程中试样

量较多，具有一定代表性；测试过程中污泥结构状态

变化较小；测试的结合能范围更广，可构建能量小于

1 kJ/kg 范围的水分分布曲线。 
（3）根据热重差热法得到的市政污泥水分分布曲

线只有含水率<250%的试验段，其结合能范围在 5～
200 kJ/kg。同时热重差热方法的平行试验结果有较大

差异。 
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摘  要：基于侧阻概化模式的 Mindlin 解整体均化应力分层总和法计算群桩基础沉降的具体方法和细则。针对压缩层计

算厚度、上部结构刚度贡献、变刚度调平设计中桩型多样性、复合桩基沉降计算等，结合特定侧阻分布概化模式、不

同长径比、不同桩距条件给出了基桩均化附加应力计算简易方法，提出基桩均化附加应力叠加分层总和方法计算群桩

基础沉降的具体步骤、细则。应用均化附加应力计算方法计算群桩沉降，通过工程实例验证，与 Boussinesq 实体深基

础计算法和等效作用计算法比较，其沉降计算值与实测竣工沉降值较为接近。 
关键词：附加应力系数；基桩均化附加应力；概化；桩基础；沉降计算 

中图分类号：TU470       文献标识码：A       文章编号：1000–4548(2021)11–2119–08 
作者简介：王  涛(1978— )，男，辽宁鞍山人，博士，研究员，主要从事桩基工程方面的研究工作。E-mail: taow715@ 

sina.com。 

Calculation of settlement of pile foundation based on conceptualization of                   
pile shaft resistance 

WANG Tao1, 2, 3, LIU Jin-li1, 2, 3, CHU Zhuo1, 2, 3, WANG Xu1, 2, 3 
(1. State Key Laboratory of Building Safety and Built Environment, Beijing 100013, China; 2. China Academy of Building Research 

Foundation Institute, Beijing 100013, China; 3. Beijing Engineering Technology Research Center of Foundation and City Underground 

Space Development and Utilization, Beijing 100013, China) 

Abstract: Based on the conceptualization of pile shaft resistance, the method of Mindlin's solution to calculate the settlement of 

pile group foundation is studied. According to the thickness of the compressive layer, the stiffness contribution of the 

superstructure, the diversity of pile type in the variable stiffness leveling design and the settlement calculation of the composite 

pile foundation, a simple method for calculating the homogenized additional stress of the foundation pile is given in 

combination with the generalized mode of the specific lateral resistance distribution, different length-diameter ratios, and 

different pile spacings. The steps and rules for calculating the settlement of pile group foundation by the superposition layer 

summation method for the additional stress of pile homogenization are put forward. The settlement of pile groups is calculated 

by the proposed method for homogenized additional stress. Through the verification of engineering examples, compared with 

that of the Boussinesqs method for solid deep foundation and the equivalent action method, the calculated settlement is closer to 

the measured one. 
Key words: additional stress coefficient; additional stress of pile homogenization; conceptualization; pile foundation; 

settlement calculation

0  引    言 
桩基沉降计算一直是受设计人员关注的一个焦

点，因为工程设计人员对此接触颇多，岩土科研人员

对其中的相关问题也热衷研讨。《建筑桩基技术规范：

JGJ94—2008》列入了等效作用分层总和法计算桩基沉

降。该方法是于 25 a 前研发出台并列入规范，在当时

的历史条件下，相对于传统的实体深基础计算法是一

个进步。但要客观地分析等效作用法，其最大缺陷是

未考虑桩侧阻力对附加应力场的实际贡献。在 20 世纪

90 年代要取得大量长桩、超长桩试桩的侧阻测试资料

可以说是不可能的。近 10 a 来，桩基规范研究小组围

绕桩基沉降计算的相关问题进行了有意义的探索研究。 
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1  关于桩侧阻力概化研究 
2013 年—2014 年，邱明兵等[1]、刘金砺等[2-3]收

集 24 组 51 根桩的侧阻力、端阻力、沉降测试资料开

展“不同条件下桩侧阻力、端阻力性状及侧阻力分布

概化分布与应用”研究，将不同地质条件、不同长径

比试验桩在工作荷载（特征值）下的侧阻分布曲线按

“避繁就简，作用等效”的原则进行概化，所谓作用

等效就是概化拆线包络图与实测曲线包络图外形相

似、形心相近，等代面积与桩侧荷载相等。对不同地

层结构侧阻分布的概化模式归纳为 6 种：正梯形、倒

梯形、蒜头形、峰谷形、橄榄形、灯笼形。将每种概

化模式分解为 2～3 个桩长为 l，kl的矩形、正三角形

分布单元，另加按端阻比确定的端阻单元。根据

Mindlin 解附加应力系数表可逐一确定供桩基沉降计

算的附加应力。综合 153 根桩各试桩的端阻测试结果

和桩端持力层性质、桩长径比、平均侧阻诸因素给出 
工作荷载下的端阻比 如表 1。 

表１ 端阻比  

Table 1 Ratio   of pile tip resistance 

桩端持

力层 桩长径比 /l d  
平均极限侧阻力 suq /kPa 

50 100 200 300 

较硬 
/ 30l d≤  0.25 0.15 0.08 0.02 

30 / 60l d ≤  0.20 0.10 0.05 0.01 
/ 60l d   0.10 0.05 0.02 0 

硬 
/ 30l d≤  0.30 0.20 0.10 0.03 

30 / 60l d ≤  0.20 0.15 0.08 0.02 
/ 60l d   0.15 0.08 0.03 0.01 

坚硬 
/ 30l d≤  0.35 0.25 0.15 0.04 

30 / 60l d ≤  0.25 0.20 0.10 0.03 
/ 60l d   0.20 0.10 0.05 0.02 

由表 1 可看出，建筑桩基绝大部分为摩擦桩，其

沉降变形决定因素是侧阻力形成的附加应力场。2015
年至今，借助前面课题成果桩基规范课题组进一步展

开了 103 根桩侧阻力、端阻力、沉降测试，将不同特

色土层结构中的基桩侧阻力分别概化为正梯形、锥头

形、蒜头形、凹谷形 4 种模式。分析具体工程时，将

桩侧土层柱状图与之比对，综合判定其属于何种概化

模式，进而将其分解为 2～3 个基本单元，并确定相关

参数；根据相关参数和上述均化附加应力系数计算桩

端平面以下任一点的附加应力： 

,p p2

4
πz
Q k
d


  ， srl
,sr srπz

Q k
dl

  ， srkl
,sr srπz

Q k
dkl

   ， ,stz    

stl
stπ

Q k
dl

， stkl
,st stπz

Q k
dkl

   。至此， ,p ,sr ,stz z z z        

,stz  。上述均化端阻、矩形分布及正三角形分布侧阻

附加应力系数 p sr stk k k， ， 均编成 /z d， a /S d， /l d ，

0.35  的表格和程序，可手算又可机算。2019 年， 

笔者针对基桩侧阻力概化模式给出了正梯形、锥头形、

蒜头形、凹谷形桩身压缩计算公式[4]。 
 

2  关于桩基附加应力场均化研究 
2000 年初，关于桩径影响，《建筑桩基技术规范》

给出了沿桩身轴线的竖向应力影响系数解析角和轴线

以外的数值解[5]。2014 年，改进 Minlin-Geddes 的附

加应力计算式[6-8]，由原物理意义不明晰的 2/Q l ， pI ，

srI ， stI 为因子表述的计算式改造为作用力 p sr(q q， ， 
st )q 与附加应力系数 p sr st( )k k k， ， 相乘的计算表达式：

p   p p sr srq k q  ，  srk ， st stq   stk ；原考虑桩径

影响的 Mindlin 解沿桩身轴线的竖向应力影响系数解

析式相应调整为附加应力系数以深径比 /z d、距径比

a /S d为自变量的函数，即表述为 p ( , , , )k d l z ， sr ( ,k   
, , )d l z ， st ( , , , )k d l z 解析式。这样使得描述任一点应

力场其物理意义清晰，应用方便[1]。 
文献[5]是基于半无限弹性体内外力作用下按

Mindlin 解计算附加应力的理论，包括附加应力系数考

虑桩径问题、附加应力系数考虑均化问题。对于前者，

将集中力解析式改进为考虑桩径的解析式，桩径之外

采用数值分析法并兼顾桩径影响；对于后者，考虑桩

自身荷载和相邻桩影响下产生的侧阻力附加应力系

数，在桩端平面下 4d深度内桩身投影截面范围内存在

较大差异，而 4d深度恰是基桩主要压缩变形区域，对

最终沉降计算影响较大；对于端阻，在桩自身荷载和

相邻桩影响下产生的端阻附加应力系数，在桩端平面

下 2d深度范围桩身投影截面范围内存在一定差异，而

2d深度恰是基桩主要压缩层，对沉降计算影响较大。

基于以上原因，对基桩自身投影截面范围内的附加应 
力系数和受影响范围的基桩附加应力系数进行均化处

理，以均化附加应力系数（即曲面的平均矢高）取代

轴线上的值[5]。 

3  桩基沉降计算细则 
采用基于桩侧阻力分布不同概化模式的 Mindlin

解计算桩基沉降。该计算方法有如下特点：①桩侧土

层性质与分布对附加应力场的影响得到反映；②考虑

基桩侧阻、端阻附加应力在桩自身及相邻影响桩桩端

以下（2～4）d深度投影截面内的非均匀分布，附加

应力系数（单位荷载下的附加应力）以桩身投影截面

内的均化值取代桩轴线上的值；③按整体模式计算桩

基沉降时，其压缩层厚度采用以桩群包络线围成面宽

度和桩长径比为参数的经验计算式确定。沉降计算可

采用查表手算或利用既有程序机算。 
（1）承台底地基土不分担荷载的桩基。桩端平面 
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以下地基中由基桩引起的附加应力，按考虑实际桩侧 
阻概化模式的 Mindlin 均化应力解计算确定。将沉降

计算点水平面影响范围内各基桩对应力计算点产生的

附加应力叠加，采用单向压缩分层总和法计算土层的

沉降，并计入桩身压缩 es 。桩基的最终沉降量可按下

列公式计算： 

e1
s

n zi
ii

i

s z s
E





     ，           (1) 

 z p, p, sr, sr , st ,st,1

m
i j ij j ij ijjj

q k q k q k


    。(2) 

（2）对于桩与承台底共同承载的复合桩基沉降采

用复合应力分层总得法计算。将承台底土压力对地基

中某点产生的附加应力按布辛奈斯克解计算，与基桩

产生的附加应力叠加，采用与常规桩基相同方法计算

沉降。其最终沉降量可按下列公式计算： 
c

e1
s

n zi z i
ii

i

s z s
E

 





     ，      (3) 

c 1

u
z i ki ckk

p 


    。            (4) 

式中  m为以沉降计算点为圆心，水平面影响范围内

的基桩数；j为水平有效影响半径范围内第 j根基桩； 

p, sr , st, j j jq q q， ， 分别为第 j根基桩的端阻、均匀分布侧

阻、正三角形分布平均侧阻； p, sr, st,ij ij ijk k k， ， 分别为第

j根基桩对被影响基桩第 i分层的端阻、矩形分布侧阻、

正三角形分布平均侧阻均化附加应力系数；n 为沉降

计算深度范围内土层的计算分层数，分层数应结合土

层性质，分层厚度不应超过计算深度的 0.3 倍； zi 为

水平面影响范围内各基桩对应力计算点桩端平面以下

第 i 层土 1/2 厚度处产生的附加竖向应力之和，应力

计算点应取与沉降计算点最近的桩中心点； zci 为承

台压力对应力计算点桩端平面以下第 i 计算土层 1/2
厚度处产生的应力；可将承台板划分为 u个矩形块，

可按桩基规范附录 D 采用角点法计算； iz 为第 i 计
算土层厚度（m）； siE 为第 i 计算土层的压缩模量

（MPa），采用土的自重压力至土的自重压力加附加压

力作用时的压缩模量； ckp 为第 k块承台底均布压力，

可按 c, c, akk kp f  取值，其中 ,c k 为第 k块承台底板的 
承台效应系数，按桩基规范表 5.2.5 确定， akf 为承台

底地基承载力特征值； ki 为第 k块承台底角点处，桩

端平面以下第 i计算土层 1/2 厚度处的附加应力系数，

可按桩基规范规范附录D确定； es 为计算桩身压缩[4]；

 为沉降计算经验系数，无当地经验时，可取 1.0。 
对于孤立单桩或独立承台（其下桩数小于 4 根）、

单排桩、疏桩复合桩基础的最终沉降计算深度 Zn，可

按应力比法确定，即 Zn处由桩引起的附加应力 z 、

由承台土压力引起的附加应力 cz 与土的自重应力 c
应符合下式要求： 

c c+ 0.2z z     。            (5) 
对于桩中心距不大于 6 倍桩径的群桩基础的最终

沉降计算深度 nz ，可按下式计算确定[2]： 

n
/1.3 0.3ln 0.2ln

10 50
B l dz B     

 
  。  (6) 

式中  nz 为桩端平面以下的压缩层计算厚度（m）；B
为桩群包络线围成面宽度（m），1.3B为基宽对压缩层 

厚度的基本影响值； 0.3ln
10
B

为基宽对压缩层厚度影 

响的修正值，当 10 mB  时，不修正，当 10 mB  时，

导致 nz 大于1.3B，当 10 mB  时，导致 nz 小于1.3B； 
/0.2ln
50
l d

为长径比对压缩层厚度影响的修正值，当 

/ 50l d  时不修正；当 / 50l d  时，导致 nz 减小，当

/ 50l d  时，导致 nz 增大。 
基于考虑桩径影响的 Mindlin 解，采用数值分析

方法求得基桩由端阻、不同分布形态侧阻在桩端平面

下任一点 z/d处桩身投影截面范围内附加应力系数均

化值（应力分布曲面的平均矢高），包括端阻均化附加

应力系数 kp、矩形分布侧阻均化附加应力系数 ksr、正

三角形分布平均侧阻均化附加应力系数 kst；并求得不

同水平距离 Sa/d基桩对计算基桩相互影响的端阻、矩

形分布侧阻、正三角形分布平均侧阻的均化附加应力

系数。已将上述均化附加应力系数随 l/d，z/d，Sa/d
（µ=0.35）的变化值编列成表[5]。 

基桩引起的桩端阻和侧阻在桩自身投影截面任一

深度 z处产生的均化附加应力 z 为端阻均化附加

应力 ,pz 与侧阻均化附加应力 ,sz 之和，应根据考

虑实际桩侧阻概化模式的 Mindlin 均化应力解按下列

公式计算： 
,p ,sr ,sr ,st ,stz z z z z z            ， (7) 

,p p2

4
πz
Q k
d
    ，                (8) 

srl
,sr srπz

Q k
dl

    ，                (9) 

srkl
,sr srπz

Q k
dkl

     ，              (10) 

stl
,st stπz

Q k
dl

    ，               (11) 

stkl
,st stπz

Q k
dkl

     。              (12) 

式中  ,pz 为端阻力在应力计算点引起的附加应力

（kPa）； ,srz 为 l桩长均匀分布侧阻力在应力计算点

引起的附加应力（kPa）； ,srz 为 kl桩长均匀分布侧阻

力在应力计算点引起的附加应力（kPa）； ,stz 为 l桩
长正三角形分布侧阻力在应力计算点引起的附加应力 
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（kPa）； ,stz 为 kl桩长正三角形分布侧阻力在应力计 
算点引起的附加应力（kPa）；Q为基桩在荷载效应准

永久组合作用下（对于复合桩基应扣除承台底土分担）

桩顶的附加荷载（kN）；当地下室埋深超过 5 m 时，

取荷载效应准永久组合作用下的总荷载为考虑回弹再

压缩的等代附加荷载； srl srkl stl stklQ Q Q Q， ， ， 分别为基桩

在荷载效应准永久组合作用下，l桩长均匀分布侧阻

下、 kl桩长均匀分布侧阻下、l桩长正三角形分布侧

阻下、kl桩长正三角形分布侧阻下桩顶的等效附加荷

载（kN）；当地下室埋深超过 5 m 时，取荷载效应准

永久组合作用下的总荷载为考虑回弹再压缩的等代附

加荷载； pk 为考虑侧阻概化模式的端阻均化附加应力

系数； sr sr st stk k k k ， ， ， 分别为考虑侧阻概化模式的 l
桩长均匀分布侧阻均化附加应力系数、kl桩长均匀分

布侧阻均化附加应力系数、l桩长正三角形分布侧阻

均化附加应力系数、kl桩长正三角形分布侧阻均化附

加应力系数；k为侧阻力局部分布长度与桩长之比；
为桩端阻力比；l为桩长（m）；d为桩径（m）。 

考虑实际桩侧阻概化模式的 Mindlin 均化应力解

法应综合考虑桩群密度和布桩参数、基础形式不同，

以及上部结构和桩基承台的刚度效应差异，采用以下

两种方法之一计算桩基础最终沉降。 
（1）整体均化分层总和法。此法适用于布桩密

度大、上部结构整体刚度大的桩基，如核心筒、剪力

墙、电梯楼梯间等的桩基。 
首先，采用综合判定方法确定的侧阻概化分布模

式和端阻比，继而确定计算域内各基桩桩端平面以下

各计算分层 1/2 厚度处基桩自身端阻、侧阻均化附加

应力系数和受诸邻桩影响的端阻、侧阻均化附加应力

系数，并自桩端平面起分层（计算压缩层范围按压缩

模量、厚度分层）叠加，求得各桩侧阻、端阻各分层

附加应力 zi ， cz i ，将其在计算域之和除以桩数得分

层均化附加应力，按式（1），（2）计算桩基最终平均

沉降。 
（2）离散式分层总和法：本法适用于布桩稀疏、

上部结构和承台整体刚度弱的桩基，如框架、贮罐等

的桩基。 
首先，采用综合判定法确定侧阻概化分布模式和

端阻比，继而确定计算域坐标原点，将各编号基桩的

x，y坐标列出，计算各基桩自身和受相邻桩影响的端

阻、侧阻分层均化附加应力系数分别在各基桩桩身投

影截面内叠加，求得各基桩桩端平面以下各分层 1/2
厚度处的均化附加应力。按应力比法确定压缩层厚度

nz （附加应力与土自重应力之比为 0.2 处为压缩层层

底），采用分层总和法按式（1），（2）逐一计算基桩最

终沉降。 

 

4  工程实测对比验证 
4.1  北京中国尊 

（1）工程概况 

中国尊大厦位于北京市朝阳区 CBD 核心区 Z15 地

块。主塔楼地上共 108 层，建筑高度约 528 m，地下

5 层。塔楼地下结构与桩位布置见图 1，2。 

 
图 1 地下结构钢结构图 

Fig. 1 Steel structure of underground structures 

图 2 桩位布置图 

Fig. 2 Layout of piles 

主塔楼结构体系由周边巨型柱+巨型斜撑框筒和

中央核心筒组成，外框筒传力路径由边梁柱、转换桁

架、巨型斜撑，并通过巨型柱传至基础。筏板厚 6.5 m，

埋置深度为 38 m。在核心筒和巨型柱区域桩为桩径

1200 mm，桩长 44.6 m，承载力设计值为 16000 kN；

在其他大部分区域桩为桩径 10000 mm，桩长 40.1 m，

承载力设计值为 14500 kN；在筏板边缘区域桩为桩径

10000 mm，桩长 26.1 m，承载力设计值为 10000 kN。

总桩数为 896。 
（2）场地地质条件 
场地地层柱状图如图 3。基础底面为⑦层粉质黏

土。基底⑦层粉质黏土以下为卵石圆砾、粉质黏土、

中砂细砂、粉质黏土和卵石圆砾，桩端所处持力层为

⑫层卵石圆砾。 
（3）大楼部分桩基沉降计算 
根据式（6）研究成果确定沉降影响深度 nz   

32.00 m。 
以核心筒区域桩为例，平均极限侧摩阻力 suq   

190.60 kPa，查表综合确定工作荷载下端阻比   
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0.03。根据本文研究成果，根据本文研究成果判定其

为锥头形概化分布。最终基桩总承载力工作荷载下侧 
阻概化结果如图 4 所示。 

 
图 3 场地地层柱状图 

Fig. 3 Stratigraphic histogram of site 

 

图 4 桩侧摩阻力概化模式图 

Fig. 4 Conceptualizational model for pile shaft resistance 

st 1 / 2 (1 ) / π (1 ) 190.6q b Q dl k     。  (13) 
根据文献[7]研究成果计算桩身压缩变形量 es   

10.03 mm ，沉降计算最终结果见表 2，3 与图 5。总

沉降量为 102.90 mm。 
表 2 北京中国尊沉降计算值与实测值比较 

Table 2 Comparison of calculated and measured settlements of  

CITIC Tower 
计算方法 s/mm 

Boussinesq 解实体深基础计算法

（国标地基规范法） 62.3 

《建筑桩基技术规范》JGJ94 等效

作用计算法 60.3 

本文推荐方法（最大沉降值） 121.53 
本文推荐方法（计算区域均化沉

降值） 102.90 

实测竣工沉降最大沉降（估） 98.0 

 

图 5 本文推荐方法计算等沉线图 

Fig. 5 Isoline map of settlement calculated by proposed method  

4.2  金茂大厦 

（1）工程概况 
金茂大厦的塔楼地面以上 88 层，地下 3 层。大楼

整体基础平面布置见图 6，核心筒部分桩基平面布置

见图 7。 

 

图 6 金茂大厦整体基础平面布置图 

Fig. 6 Overall layout of foundation of Jinmao Building 

该塔楼的设计竖向总荷载约为 3×106 kN，按核

心筒结构范围内投影面积计，平均承台底面总压力高

达 2060 kN/m2。塔楼桩基选择⑨-2 层细砂夹中粗砂作

为桩端持力层，桩型采用直径 914. 4mm、壁厚为 20 
mm 钢管桩，有效桩长为 61 m，桩基承载力特征值为

7500 kN。塔楼桩基承台采用混凝土平板结构，承台板

平面为八边形（双轴对称），承台板下共设置 429 根桩；

承台板厚度 4000 mm，埋置深度为 23.45 m，承台板

混凝土强度等级 C50。 
（2）场地地质条件 
场地地层柱状图如图 8，平均地下水处于地面下

0.5 m。基础底面为⑥层粉质黏土。基底⑥层粉质黏土

以下为砂质粉土，粉细砂和砂质粉土，核心筒部分的

桩端所处持力层为⑨2细砂夹中粗砂，以下为⑩粉质黏

土。 
（3）大楼部分桩基沉降计算 
确定沉降影响深度 n 50.95 mz  。平均极限侧摩

阻力 su 75.91 kPaq  ，查表综合确定工作荷载下端阻比 
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表 3 整体均化分层总和法桩基沉降计算结果 

Table 3 Calculated results of settlement of pile foundation by integral homogenization layer summation method 

序号 
层底标高 侧阻附加应力 端阻附加应力 压缩模量  分层压缩 

/m /kPa /kPa /MPa /mm 
1 -41.10 487.90 340.260   
2 -41.60 472.82 229.820 155  2.469 
3 -42.10 457.73 119.380 155  2.064 
… … … … … … 
43 -72.77 116.79   5.317 50  1.230 
44 -73.10 115.63   5.241 50  0.802 

总沉降量         92.870 

 

图 7 核心筒部分桩基平面布置图 

Fig. 7 Layout of pile foundation of core tube 

 

图 8 场地地层柱状图 

Fig. 8 Stratigraphic histogram of site 
0.114  。根据本文研究成果，根据本文研究成果判

定其为锥头形概化分布。最终基桩总承载力工作荷载

下侧阻概化结果如图 9 所示。 st 42.8q  。计算桩身压

缩变形量 e 18.77 mms  。沉降计算最终结果见表 4，5
与图 10。总沉降量为 79.79 mm。 

 

图 9 桩侧摩阻力概化模式图 

Fig. 9 Conceptualizational model for pile shaft resistance 
表 4 金茂大厦沉降计算值与实测值比较 

Table 4 Comparison of calculated and measured settlements of  

Jinmao Building 
计算方法 s/mm 

Boussinesq 解实体深基础计算法（国标

地基规范法） 44.70 

《建筑桩基技术规范》JGJ94 等效作用

计算法 23.60 

本文推荐方法（最大沉降值） 88.59 
本文推荐方法（计算区域均化沉降值） 79.79 

实测竣工沉降最大沉降 82.00 
实测竣工沉降平均沉降（核心筒） 77.40 

5  其它工程应用案例验证 
制定采用基于侧阻不同概化模式 Mindlin 解均化

应力计算桩基沉降法，通过表 6 所列工程案例应用表

明，计算值与实测值基本相符，差异在 10%以内者占

90%，无需进行较大修正。 
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表 5 整体均化分层总和法桩基沉降计算结果 

Table 5 Calculated results of settlement of pile foundation by integral homogenization layer summation method 

序号 
层底标高 側阻附加应力 端阻附加应力 压缩模量  分层压缩 

/m /kPa /kPa /MPa /mm 

  -84.45 213.340 667.360   

1  -84.95 204.730 377.100 78  4.688 

2  -85.45 196.340 136.450 78  2.932 

3  -85.95 189.260  94.195 78  1.975 

… … … … … … 

160 -135.00  25.413   5.557 43  0.360 

161 -135.30  25.413   5.557 43  0.286 

总沉降量     61.020 

表 6 典型工程桩基沉降计算值与实测值比较 

Table 6 Comparison of calculated and measured settlements of pile foundation in typical projects 

工程名称 
建筑

高度 
/m 

地下室

层数 
桩径 
/mm 

桩长 
/m 桩数 桩端持

力层 

Boussinesq
解实体深基

础计算法 

等效作用计

算法（JGJ94
方法） 

计算 s' 
/mm 

实测值 
s/mm 

计算

值/实
测值 

北京国际财源中心

IFC（核心筒桩基） 156.0 7 1000 25.00 90 卵石 209.10 127.80  44.65 42.90 1.04 

北京电视中心综合业

务大楼核心筒 236.0 3/4 1000/800 26.00 224 卵石 286.84 120.47  54.71 51.75 1.06 

长青大厦（酒店部分）  88.6 3 400 14.05 292 卵石/圆
砾 135.54  82.68  32.16 30.00 1.07 

北京佳美风尚中心

（西塔）  99.8 3 800 37/17.4 222 卵石/圆
砾  73.69  44.21  31.10 29.90 1.04 

北京望京悠乐汇  90.0 4 800 16.50 186 细中砂 
/圆砾 176.32  89.20  33.97 29.90 1.14 

上海环球金融中心 492.0 3 700 61.00 1215 含砾中

粗砂 351.70 277.20 121.27 126.30 0.96 

上海中心大厦 632.0 5 1000 56.00 956 粉砂 160.80 139.90  94.74 93.00 1.02 

 

图 10 本文推荐方法计算主楼部分等沉线图 

Fig. 10 Isopleth chart of main building calculated by proposed  

method  

6  结    语 
    本文通过对 154 根现场试桩实际桩侧阻力分布形

式的测试结果，将在工作荷载（基桩承载力特征值） 

下各种繁杂不同侧阻分布概化为正梯形、锥头形、蒜

头形、凹谷形 4 种，并给出相应简化分解方法。基于

基础和结构刚度对沉降分布的影响，通过对桩基

Mindlin 解附加应力场分布和桩基础变形特点研究，对 
基桩侧阻进行概化和对基桩自身截面投影范围内附加

应力系数进行均化，同时对受影响桩在截面投影范围

内附加应力系数进行均化处理。据此进一步提出基桩

均化附加应力分层总和法计算常规桩基和复合桩基沉

降的具体步骤、细则。通过实际工程案例计算表明，

本文推荐方法计算桩基沉降值在不经修正的情况下，

与工程实测值较为接近。该法计算沉降的可靠性、准

确性，仍需通过不同工程地质条件、不同建筑结构形

式、基础形式的桩基工程进行检验。 
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非饱和 Q3 黄土微细观结构特征及对强度特性影响机制 
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摘  要：结构性是影响非饱和原状黄土力学变形特征的重要因素，但鲜有从微细观与宏观相结合的角度分析原状与重

塑黄土结构性差异的相关报道。以同一物理力学条件下的非饱和原状 Q3黄土及其重塑土为研究对象，进行控制吸力和

净围压为常数的非饱和三轴剪切试验，并通过微细观扫描以揭示两者结构差异对强度特性的影响机制。试验表明原状

和重塑 Q3黄土黏聚力 c均随吸力增加呈线性增加趋势，且原状土黏聚力大于重塑土；内摩擦角受吸力影响较小，两者

差异不大。原状黄土颗粒棱角明显，颗粒间为架空排列且具有良好胶结作用，结构性强并稳定；重塑黄土颗粒棱角浑

圆，颗粒间为镶嵌接触且胶结作用破坏，土骨架作用不明显，结构性弱，形成的团粒结构易于压缩，团粒和颗粒联结

不稳固，进而原状土具备更好的抵御外部剪切破坏的能力。同一物理条件下的原状和重塑黄土中孔径小于 50 μm 分别

占试样总体积的 22.7%和 16.3%，50～200 μm 孔径分别为 71%和 83.7%，大于 200 μm 分别为 6.3%和 0%。这表明支架

大孔隙结构没有为原状土提供更大的变形空间，而良好的胶结作用和结构性保证了原状黄土具备较高的强度特征。 
关键词：非饱和黄土；微细观；结构性；抗剪强度  
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Microstructural properties of unsaturated Q3 loess and their influence   
mechanisms on strength properties 

WEI Ya-zhi1, YAO Zhi-hua1, CHONG Xiao-lei1, ZHANG Jian-hua2 
(1. Dept. of Airdrome Construction Engineering, Air Force Engineering University, Xi’an 710038, China; 2. China Southwest Geotechnical 

Investigation & Design Institute Co., Ltd., Chengdu 610052, China) 

Abstract: Structure is the important factor affecting the mechanical deformation characteristics of unsaturated undisturbed loess, 

but there are few reports on the structural differences between undisturbed and remolded loesses from the perspective of 

combining micro and macro-scopic views. Taking the unsaturated undisturbed Q3 loess and its remolded soil under the same 

physical and mechanical conditions as the research objects, the unsaturated triaxial shear tests with the control suction and net 

confining pressure as constants are carried out, and the influence mechanism of the structural differences between the two on 

the strength characteristics is revealed by micro and meso-scopic scannings. The tests show that the cohesions of the 

undisturbed and remolded Q3 loess increase linearly with the increase of matric suction, and the cohesion of the undisturbed soil 

is greater than that of the remolded soil. The angle of internal friction is basically constant and less affected by the matric 

suction, and the difference between the two is not significant. The undisturbed loess particles have obvious edges and corners, 

which are in bracket contact and have good cementation, and the structure of the undisturbed loess is strong. The remolded 

loess particles are close to round and in inlaid contact, and the cementation between them is destroyed. The soil skeleton 

function of the remolded loess is not obvious and the structure is weak, the formed aggregate structure is easy to compress, and 

the connection between aggregates and particles is not stable, thus forming the undisturbed soil with better resistance to the 

external shear failure. Under the same physical conditions, the pore sizes of undisturbed and remolded loesses less than 50 μm 

account for 22.7% and 16.3% of the total volume of the samples, respectively. The pore sizes between 50 μm and 200 μm are 

71% and 83.7%, respectively, and those larger than 200 μm are 6.3% and 0%, respectively. The open structure composing of 

the bracket macro-void does not provide deformation space for the undisturbed soil, but the good cementation and structural 

properties ensure that the undisturbed loess has high strength 

characteristics.  

Key words: unsaturated loess; micro- and meso-scopic scale; 
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0  引    言 
天然状态下的土一般均具有结构性特征，

Terzaghi[1]最早开展了土微观结构的研究，Casagrand[2]

提出了土的书本结构，进一步发展了土的结构性，而

Mitchell[3]认为土的结构性是颗粒间的排列以及胶结

作用。谢定义等[4]认为结构性揭示了土颗粒排列的几

何特征以及土颗粒联结的力学特征，起到保持土的原

结构不被外力破坏的作用。非饱和原状黄土是一种形

成于干旱和半干旱条件下的特殊沉积物，具有垂直裂

隙发育、颗粒随机排列、粒间孔隙多样等特性，具有

典型的结构性特征。深入研究黄土结构性有助于进一

步揭示黄土力学特性和湿陷变形机理，为工程建设提

供理论指导。。 
原状黄土微细观结构特征（高国瑞[5-7]、雷祥义[8]、

Li 等[9]、Deng 等[10]、Wang 等[11]以及 Wei 等[12]）对其

力学变形特性有着较大影响。国内外学者对土的结构

性开展诸多研究。Samoilych[13]、Ng 等[14-15]、Wang
等[16]及 Nan 等[17]分析了微观结构和结构变化对黄土

强度和变形特性的影响。Li 等[18]通过试验表明黄土的

原状抗拉强度与扰动抗拉强度之间存在较大差异，说

明研究其结构的重要性。陈正汉等[19]依据 CT 扫描，

为定量描述黄土结构性以及相关演化规律提出了途

径。蒋明镜等[20]建立了考虑颗粒间吸引力、胶结尺寸

等因素的三维胶结接触模型，反映了非饱和结构性黄

土的相关力学特性。姚志华等[21-22]及王腾等[23]通过宏

观力学试验研究了结构性对非饱和黄土抗剪特性的影

响。Leroueil 等[24]认为受结构性影响，原状与重塑在

力学特性方面有根本区别。 然而以往研究鲜有从微细

观与宏观相结合的角度对于原状与重塑黄土的结构性

进行比较，未有关于结构性差异对强度特性的影响进

行讨论。 
本文以非饱和 Q3黄土为研究对象，通过微观和细

观两条途径比较原状土和重塑土在颗粒尺寸、骨架、

孔隙率等方面的结构特征差异，并由此出发分析原状

和重塑土在控制吸力和围压的宏观三轴试验中其抗剪

强度之间存在差异的原因，以期为揭示原状黄土结构性

对其力学变形特性的影响规律提供一些依据和参考。 

1  试验概况 
1.1  宏观力学试验 

试样取自陕西西安市北辰大道与凤城八路交汇

处，现场人工挖设探井，在地表下 5 m 取得 30 cm×30 
cm×30 cm 原状土样若干，为防止水分散发用塑料薄

膜包裹后运回实验室。试验用土土颗粒相对密度为

2.71，初始含水率 w 为 13.45%，干密度 d 为 1.35 
g/cm3，孔隙比 e为 1.01，饱和度 Sr为 36.09%，液限 Lw
为 27.32%，塑限 Pw 为 16.94%。 

使用削土器制成直径 39.1 mm，高度 80 mm 的原

状三轴试样。将原状土样碾碎过 1 mm 筛处理，保证

含水率与原状土相同；控制重塑土样干密度与原状土

相同，利用重塑土制样设备，分 5 层压实制备土样。 
试样初始含水率为 13.45%，采用水膜转移法统一

将试样含水率提高到 20%。分若干次将水均匀滴在原

状试样上，每次滴水间隔 2～3 h。将调整含水率后的

试样放置在保湿器中，每 12 h 翻动一次，并称量试样

重量变化，确保达到目标含水率。试样在保湿器中放

置时间不低于 72 h。 
试验采用同时控制吸力和净围压为常数的三轴

固结排水剪切试验，控制净围压分别是 50，100，200 
kPa，控制吸力为 50，100，200 kPa。原状样、重塑样

各 9 个，总共 18 个试样。试样吸力平衡和固结过程稳

定标准为 2 h 内体变和排水量不超过 0.01 cm3，三轴

剪切速率为 0.016 mm/min。轴向应变达到 15 %，试样

破坏，停止剪切。 
1.2  微细观扫描 

SEM 扫描前，将制备好的三轴原状及重塑土样用

小刀削成约 2 cm×1.5 cm×1.5 cm 的长条状，并在中

部刻一圈深约 2 mm 的凹槽，而后沿凹槽掰开，选取

较为平整的断面并用橡皮球吹净扬尘，而后将样品粘

在观察室的底座上，运用 VEGAⅡXMU 型扫描电镜进

行扫描，分辨率为 40.2 μm。在扫描过程中，将样品

在视野中移动，避开奇异点选择有代表性的区域进行

拍照，每个区域均从高放大倍数到低放大倍数进行拍

照，主要选 50，500，5000，10000 等倍数。 
对于 CT 三维结构重建扫描，首先制备原状和重

塑环刀试样各 1 个，试样直径约 61.8 mm，高度约 20 
mm。为避免金属对 CT 扫描影响，环刀由具有高强度

且易于加工为精密尺寸零部件的 Peek 材料（聚醚醚

酮）制成。本次样品测试所用仪器为 nanoVoxel-2000
系列具有 3 μm（平板探测器）/500 nm（物镜耦合探

测器）的空间分辨率工业 CT。利用此仪器进行数据

采集，基于 CT 数据结果，定量分析样品内部的孔隙

及其连通情况，统计孔隙半径等数据。对样品进行高

分辨扫描成像，每 0.25°采集一帧图像，图像尺寸为

1920×1536，为提高分辨率样品旋转两圈，共采集 1440
帧图像。 
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2  试验结果及分析 
2.1  基质吸力对强度的影响 

图 1 为 18 个试样的应力应变曲线图。由图 1 可

知，吸力相同时，随着净围压 3 a( )u  的增大，原状

和重塑土试样偏应力呈上升趋势，且轴向应变一定时，

原状黄土的偏应力要略高于重塑土。原状黄土与重塑

黄土的应力–应变曲线均由弱硬化型向强硬化型发

展，原状黄土大致在轴应变 1%～1.5%时，偏应力增

大较快；而重塑黄土在轴应变达到 3%，偏应力才增

长到较大值。  

图 1 同一吸力不同净围压下非饱和 Q3原状和重塑黄土偏应 

力、体应变和轴应变关系曲线 

Fig. 1 Curves of deviatoric stress, volume strain and axial strain of  

  unsaturated Q3 undisturbed and remolded loesses under  

same suction and different net confining pressures 

原状土在不同净围压下，体应变 v 随着轴向应变

a 的增大而逐渐增大。在净围压较大时，土颗粒间的

结构被破坏，内部微观结构无法承受外部荷载作用导

致土样变形增大。重塑土试样变形与原状土主要区别

在于吸力较大时，相同条件下重塑土样的体变值要大

于原状土样。重塑土样是由原状土样碾碎重组形成的，

即使颗粒间重新排列形成新的团粒结构，但颗粒间的

联结已被破坏，从而结构强度以及结构稳定性均不如

原状土样。 
此外，非饱和 Q3 原状和重塑黄土三轴剪切试验

呈弱硬化和强硬化破环，取轴应变 a 15%  的偏应力

为破环应力。试样破坏时对应的偏应力 fq 和净平均应

力 fp 可由下式得到： 

f 1f 3q      ，            (1) 

1f 3
f

2
3

p  
   ，         (2) 

式中， 1f 为试样破坏时的大主应力（kPa）， 3 为试

样受到的小主应力，其值等于试验时施加的围压

（kPa）。 
通过图1得到每个试样的破坏时的偏应力 fq 和净

平均应力 fp ，并将两者关系汇于图 2 中，形成 ffp q
平面内的强度包线。由图 2 可知，吸力相同的一组试

验点落在一条直线上，可用下式表达： 

f f+ tanq p    ，            (3) 

式中， ， tan 为直线的截距（kPa）和斜率，其值

用最小二乘法确定。 

 

图 2 非饱和 Q3黄土强度包线 

Fig. 2 Strength criteria of unsaturated Q3 loess 

按照莫尔-库仑条件，以压为正，拉为负。土的

抗剪强度公式用主应力 1f ， 3 表示为 

1f 3 1f 3
1 1( ) cos + ( )sin
2 2

c         。 (4) 

将式（1），（2）解得的 1f ， 3 代入抗剪强度公

式（4），与式（3）对比可得土的黏聚力 c和内摩擦角

： 
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3 sin   
6cos

3tansin  
6 tan

c 








  

  

，

。

            (5) 

由式（5）可计算出土的强度参数 c和，c–s，
–s关系分别如图 3 所示。 

由图 3 可知，非饱和原状及重塑黄土的黏聚力 c
随吸力呈线性增加趋势，内摩擦角受吸力的影响较

小。在吸力为 50，100，200 kPa 时，原状土与重塑土

黏聚力 c相差百分数分别为 103%，39.55%，12.87%；

内摩擦角相差百分数分别为 7.3%、5.3%，3.2%，由

此可知原状土黏聚力、内摩擦角均大于重塑土，而两

者内摩擦角差异较黏聚力差异小。 

 

图 3 非饱和 Q3黄土 c–s， –s关系曲线 

Fig. 3 Relationship curves of c–s， –s of unsaturated Q3  

..loess 

2.2  黄土微观结构特征对强度的影响 

由前文三轴剪切试验结果可知，原状黄土的结构

较稳定，能够较好地抵抗外力破坏，重塑土样颗粒联

结不稳固，抵抗能力较差。由此说明同一试验条件下，

原状与重塑土结构性差异导致其强度指标方面的差

异，从而需对原状及重塑土的微细观结构特征进行深

入研究，进一步揭示结构性对黄土强度的影响机制。 
通过电镜扫描，放大 50 倍时，原状土有明显的

大孔洞（图 4（a）），而重塑土不具有这一特征（图 5
（a））。放大倍数为（500～5000）倍时（图 4（b），（c）
和图 5（b），（c）），可以观察到十分清晰的黄土颗粒

形态，其中原状土的骨架颗粒以细粒状颗粒胶结而成

的集粒为主，并且颗粒具有明显的棱角；重塑土由于

扰动造成微结构破坏，因此骨架颗粒中集粒较原状土

减少，单粒体较多，且颗粒棱角形态接近浑圆。放大

倍数为 10000（图 4（d）和图 5（d））时，可以观察

到黄土颗粒的排列形式及接触关系，其中原状土的骨

架颗粒排列形式主要为架空排列，接触关系主要为点

接触、面接触及胶结接触，；重塑土的骨架颗粒排列形

式主要为镶嵌排列，接触关系多为点接触及面接触。 
原状土颗粒之间的胶结物使得颗粒间存在较强

的胶结作用，使得试样骨架在三轴剪切过程中能够承

受较大的剪切作用。重塑土颗粒形态不具有明显的棱

角接近浑圆，骨架稳定性较差，并且由于扰动过程破

坏了大部分原始的胶结接触，重塑后的胶结接触表现

出了强度下降幅度较大。 

 
图 4 原状土 SEM 图片 

Fig. 4 SEM image of undisturbed loess 

 

图 5 重塑土 SEM 图片 

Fig. 5 SEM images of remolded loess 

2.3  黄土孔隙结构与分布特征对强度的影响 

将完整的原状及重塑土试样进行 CT 扫描并进行

三维重建，试样的三视图（俯视、左视、主视图）和

三维重建图如图 6 所示。原状土具有十分明显的裂缝

以及大孔隙；而重塑土土样均匀，无裂缝及大孔隙。
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为进一步比较原状和重塑土样的细观结构，从样品 CT
扫描结果中截取 300×300×300 层的立方体 CT 数据

（边长=300 μm×40.2 μm），并提取孔隙生成如图 7
所示的三维图像，可以看出原状土试样孔隙多为连通

孔隙，且孔隙半径较大；重塑土样无连通孔隙，且孔

隙半径普遍较小，这与骨架颗粒的连接方式有关。运

用数理统计方法可实现对孔隙形状因子（代表孔隙形

状的规则度，形状因子的值越大，代表其形状越规则）、

半径等孔隙结构的定量提取，绘制如图 8，9 所示的概

率分布及直方图。 

图 6 环刀试样三维重建及其三视图 

Fig. 6 Three-dimensional reconstruction of ring cutter specimen  

and its three views 

 
图 7 试样截取数据孔隙三维图 

Fig. 7 Three-dimensional diagram of interception data pores of  

specimen 

从图 8 中可得原状和重塑土试样孔隙形状因子分

布均为正态分布，其中原状土试样孔隙形状因子分布

值主要集中在 0.024～0.050，重塑土试样形状因子分

布值为 0.022～0.044。原状土样与重塑土的孔隙形状

规则程度较为相近。 

 
图 8 试样孔隙形状因子概率分布图 

Fig. 8 Probability distribution diagram of pore shape factor of  

specimen 

从图 9 中可看出原状和重塑土试样孔隙半径大小

均成正态分布，其中原状土试样中小于 50 μm 的孔隙

数量较小，仅占 22.7%；孔径在 50～120 μm 的数量占

比可达 59.1%；120～200 μm 的孔隙数量占比为

11.9%；大于 200 μm 的孔隙数量则显著降低，占总体

积的 6.3%。重塑土试样中小于 50 μm 的孔径含量较

小，仅占 16.3%；大于 50 μm 后孔隙数量明显增加，

孔径在 50～120 μm 的数量占比可达 83.7%；重塑土中

没有大于 200 μm 的孔隙。 
 

图 9 试样孔隙半径统计分布直方图 

Fig. 9 Statistical distribution histogram of pore radius of specimen 

根据王永焱等[25]孔隙类型及孔径划分方法：微孔

隙（小于等于 50 μm），中孔隙（50～500 μm）及大孔

隙（大于等于 500 μm），可以看出原状和重塑黄土存

在孔隙差异，具体表现为原状土样中存在少量微孔隙、

大孔隙和大量中孔隙，重塑土中存在少量微孔隙和大

量中孔隙。由此可见，原状黄土内部存在较大的孔洞

和孔隙，原生结构不均匀性很明显。经历人工压实后

重新成型的黄土，原生结构被逐渐破坏，其土骨架之

间的架空孔隙明显减少，结构重塑的过程中土体趋于

致密均匀，以中、微孔隙为主。 
与前文宏观剪切试验对比可知，架空结构和大孔

隙在剪切变形破坏过程中并没有为原状土提供更大的

变形空间。由于原状土样与重塑土样孔隙形状因子较

为相近，使得孔隙周围颗粒间排列具有相似的散乱程

度，因此颗粒间的内摩擦角差异不大。此外，在天然

状态下，土颗粒间接触的骨架位置存在胶结物，使得

原状土样具有稳定的结构性，抵抗外界破坏能力比较

强。重塑土由于颗粒结构被破坏，胶结物质也随着骨

架颗粒的滑动而分解，并分布在颗粒孔隙之间，土颗

粒间的连接相对松散，抵抗外界破坏的能力较差，从

而使得原状土的结构强度高于重塑土。 

3  结    论 
本文通过比较同一物理力学条件下的非饱和 Q3
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原状和重塑黄土结构差异，结合非饱和三轴剪切试验、

电镜扫描以及 CT 扫描试验，从微细观结构和宏观力

学等方面，旨在探讨结构性对黄土力学变形特征的作

用机理。主要得到 4 点结论。 
（1）非饱和 Q3原状和重塑土试样基质吸力对强

度参数影响存在差异。两者黏聚力 c随吸力呈线性增

加趋势，内摩擦角受吸力的影响较小。在吸力分别

为 50，100，200 kPa 时，原状土与重塑土黏聚力 c相
差百分数分别为 103%，39.55%，12.87%，内摩擦角
相差百分数分别为 7.3%，5.3%，3.2%，由此可知原状

土黏聚力、内摩擦角均大于重塑土，而两者内摩擦角

差异较黏聚力差异小。 
（2）非饱和 Q3原状与重塑土试样微观结构特征

存在明显差异，主要表现在颗粒形态和颗粒接触两方

面。原状土颗粒棱角较明显，颗粒间为架空接触并存

在较强的胶结作用；重塑土颗粒形态接近浑圆，颗粒

间为镶嵌接触形式并胶结接触被破坏，宏观表现在原

状土所能承受的极限破坏力较大。 
（3）非饱和 Q3原状与重塑土试样细观结构特征

存在明显差异，主要表现在孔隙半径方面。原状土和

重塑土中小于 50 μm 的孔隙占比分别为 22.7%，

16.3%，50～120 μm 的占比分别为 59.1%，83.7%。此

外，原状土中还存在 120～200 μm 和大于 200 μm 的

孔隙，占比分别为 11.9%，6.3%。由此可见，重塑土

中的架空孔隙明显减小，但由于原状土中架空孔隙数

量较少且组成的架空结构没有提供较大的变形空间。 
（4）原状土和重塑土孔隙形状因子分布范围分

别为 0.024～0.050，0.022～0.044，相近的孔隙形状因

子使得孔隙周围颗粒间排列具有相似的散乱程度，因

此颗粒间的内摩擦角差异相对较小，而原状土颗粒间

完好的胶结物使其比胶结物破损的重塑土颗粒间具有

更好的黏聚力，从而使得原状土结构强度高于重塑土。 
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尾矿管涌溃坝模式及下泄冲击特性试验研究 
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（1. 中国水利水电科学研究院流域水循环模拟与调控国家重点实验室，北京 100048；2. 山东工商学院管理科学与工程学院， 
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摘  要：为分析尾矿管涌溃坝的演化规律，理清溃坝机理，揭示尾砂流下泄冲击特性，采用现场大型物理模型试验方

法对尾矿库管涌溃坝全过程进行试验研究。结果表明：管涌形成冲刷通道，进而出现上部塌落、侧向冲刷的溃坝模式，

溃口的发展经历了通道扩大、纵向下切和横向扩展 3 个过程，并基于此提出了 7 阶段的溃坝过程；尾砂流下泄速度随

距离呈对数型衰减，并基于幂函数形式提出了涵盖冲击速度、密度、埋深的 3 参数的冲击力模型；尾砂流在坝体近端

呈现下切冲刷，远端呈现沉积的特征，在弯道处由于流向转变的过程呈现外侧冲刷掏蚀，内侧沉积淤积的特性，并基

于此提出了尾矿坝防护的建议。以上研究成果为尾矿库的防灾减灾提供理论基础。 
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Experimental study on dam break mode of tailing piping and discharge                   
impact characteristics 

WU Shuai-feng1, YAN Jun1, CAI Hong1, XIAO Jian-zhang1, DU Ji-fang2, LIU Chuan-peng3 

(1. State Key Laboratory of Simulation and Regulation of Water Cycle in River Basin, China Institute of Water Resources and Hydropower 

Research, Beijing 100048, China; 2. School of Management Science and Engineering, Shandong Technology and Business University, 

Yantai 264005, China；3. School of Mechanics and Civil Engineering, China University of Mining and Technology (Beijing), Beijing 

100083, China) 

Abstract: In order to analyze the evolution law of tailing pipe break, clarify the mechanism of tailing dam break, and reveal the 

impact characteristics of tailing flow, a large-scale physical model test method is used to study the whole process of piping 

break of a tailing reservoir. The results show that the scour channel is formed by piping, and then the dam break mode of the 

upper collapse and lateral scour occurs. The development of the breach has gone through three processes: channel expansion, 

longitudinal undercutting and transverse expansion. Based on this, a 7-stage dam break process is proposed. The tailing flow 

velocity decays logarithmically with distance, and the 3-parameter impact force model including impact velocity, density and 

buried mode is as follows: the depth is proposed based on the power function form, and the dam break tailing flow presents 

undercutting erosion at the near end of the dam body and deposition at the far end. Due to the change process of flow direction 

at the turning point, it presents the characteristics erosion at the outer side and deposition at the inner side. Based on this, some 

suggestions for protection of tailing dams are put forward. The above research results may provide theoretical basis for disaster 

prevention and mitigation of tailing ponds. 

Key words: tailing reservoir; piping; breach development; discharge impact; sedimentary characteristic

0  引    言 
尾矿库是矿山企业排放弃渣的辅助生产设施，其

运行安全不仅关系到矿山生产运行，更关系到坝下人

民群众生命财产和环境安全[1-2]。建国以来有统计的尾

矿库溃坝事故有 38 起[3-4]，造成巨大的生命、环境损

失。由于重视程度的不足，在 2001 年—2008 年，尾

矿库事故呈上升趋势，于 2008 年到达高峰，其中溃坝

事故居首，占事故数的 58%，2008 年发生襄汾尾矿溃

坝事故后，国家高度重视尾矿库安全管理[5-6]，致使该
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类事故逐渐减小，但仍时有发生。 
目前，国内外学者对尾矿库溃坝机理、尾砂下泄

沉积演进等方面有一定的探索并取得了一定的规律性

成果。在模型试验方面，Hanson 等[7]总结了美国农业

部农业研究所的 7 次漫顶溃坝试验，提出 4 阶段的溃

口发展过程，建立了溃口发展与堤坝材料间的相关性。

Hassan 等 [8]开展了 3 种类别的溃坝模型试验，针对溃

口发展和溃口流量过程评价了 7 个溃口计算模型的适

用性，提出了溃口宽度的修正建议。Alonso 等[9-10]、

Gens 等[11]以 Aznalcollard 大坝溃决为实例，从现场试

验观测、坝体破坏条件和下泄演进 3 个角度对溃坝的

机理和过程进行研究，基于孔隙水压力变化过程提出

了渐进式材料侵蚀破坏模式，重现了坝体滑坡过程的

数值计算。Lobovsky 等[12]采集了溃坝水流的对下游结

构物的动压力，提出了冲击力的计算模型。在数值计

算方面，Zandarín 等[13]以古巴某尾矿库溃坝为例，采

用水土耦合有限元方法模拟了溃坝诱因，指出低渗透

性坝体内的毛细水是影响稳定的关键因素，提出将毛

细水测定引入到安全监测范畴。钟启明等[14]提出了均

质坝溃坝“陡坎”移动的数学模型，建立了溃坝过程

的数值计算方法，通过溃口流量过程和溃口形态验证

了模型的合理性。Aureli 等[15]在溃坝下泄冲击里的数

据基础上，建立了三维 SPH 冲击力模型，率定了模型

的参数敏感性并应用到相关预测上。Yuan 等[16]利用

Fluent 软件建立从砂流运动速率、冲孔力和相应的埋

砂深度等方面分析了尾砂流的演进特征，得出了下游

各断面的压力分布规律。阮德修等[17]、Blight 等[18]以

泥石流冲击力的计算方法，通过修正相关参数，模拟

了尾矿下泄冲击过程，给出了冲击力与流速、埋深等

参数的相关性。 
总结相关研究，溃坝过程的研究多集中在土质水

坝上，溃坝下泄演进也以水流为主要物质，下泄冲击

作用也仅考虑了水的作用，而尾矿坝的特异性在于库

内填料和筑坝材料是相一致的，溃坝形式、过程和下

泄演进均与水坝溃决区别较大[19-21]，下泄冲击即与水

坝溃决冲击不同，也与泥石流冲击有所差异[22-23]。对

此，亟待提出针对细粒尾矿料筑坝的溃决发展模式及

模型，开展尾砂流的下泄演进规律，获取下泄冲击特

性。本文以某金属矿尾矿料为材料，建立了库容约

2600 m3，坝高 5 m，坝长 20 m 的尾矿库溃坝模型试

验。采用无人机、高速摄影等手段采集了溃坝发展过

程，下游设置动应力、流速仪等传感设备，采集尾砂

流冲击力数据，提出溃口演化、冲击作用和尾砂流冲

刷沉积规律。 

 

1  尾矿库溃坝模型试验 
1.1  试验目的及预期 

尾矿库溃坝及下泄冲击试验是根据相似理论构建

尾矿库物理模型，在库内注水，模拟排水不畅的不利

工况，使坝体浸润线提升、饱和，在薄弱处形成管涌，

模拟管涌发展形成溃坝的物理过程，对溃坝全过程进

行监测，测得下泄尾砂流在不同速度下的应力时程曲

线和冲刷沉积数据，揭示尾矿库管涌溃坝机理、尾砂

流冲击特性及冲刷沉积特征。 
1.2  尾矿库模型设计 

本试验模型选址地为广东省大宝山矿槽对坑尾矿

库库区内，矿区范围 9.53 km2，是典型的大型铁、铜、

铅、锌等多种重金属硫化物综合性矿场。为便于模型

库内补充水源，且溃坝试验所产生的尾砂流直接排于

库内，不对库区安全造成影响，将筑坝模型选在槽对

坑尾矿库的库尾，其平面如图 1 所示。 

图 1 试验区域设置 

Fig. 1 Test area  

利用此尾矿砂填筑的模型库，顶部长、宽分别为

26，20 m，库底部长、宽分别为 20，16 m，库内深度

为 5 m，总库容约 2100 m3。库内堆放尾矿砂厚度为 3 
m，以模拟尾矿库存料并作为溃坝后尾砂流的来源，

空余高度 2 m 用于注水浸润坝体，引导溃坝的发生。

坝体高 5 m，长 22 m，顶宽 1 m，坝内坡比 1∶0.75，
外坡比 1∶1，模型设计及实体如图 2，3 所示，库容

水位关系如图 4 所示。 

图 2 尾矿坝试验模型设计 

Fig. 2 Model design of tests on tailing dam 
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图 3 尾矿坝实体模型 

Fig. 3 Physical model for tailing dam 

 

图 4 库容水位曲线 

Fig. 4 Curve of water level 

本试验主要关注于尾矿坝的溃坝过程分析溃口

演化规律，分析下泄尾砂流冲击特征及影响因素，阐

述尾砂流冲砂沉积规律，因此不再考虑相似比尺问

题，且本模型试验较大，可反映实际尾矿坝的溃决特

性。 
模型库选用原尾矿砂作为填筑材料，该库为，以

铜矿为主的多金属沉积尾矿砂，尾矿砂颗分曲线如图

5 所示，从曲线中可以看出，D50=0.12 mm，小于 0.075 
mm 的颗粒含量占 26%，属于细粒尾矿砂，在土的类

别上属黏性土，渗透系数为 2.89×10-4 cm/s，属低渗

透性。该尾矿砂因其含有选矿剂，具有较高的天然强

度，表观性状为在天然含水量下经压实后有较高的强

度，黏结性也很好，当浸水后选矿剂溶于水中，整体

呈浆状，不再具有强度。模型填筑完毕后再坝体各位

置采集试样获取基本物理参数如表 1 所示。 

 

图 5 尾矿砂颗分曲线 

Fig. 5 Grain-size distribution curve of tailings 

从坝体 8 个典型位置的力学性质可得坝体材料的

平均摩擦角为 56.43°，平均黏聚力为 32.78 kPa，反

映该材料在天然含水率下具有较好的强度。 
 

表 1 坝体各位置取样物理力学性质 

Table 1 Physical and mechanical properties of sampling at each  

position of dam body 

取样位置 含水率 
/% 

密度

/(g·cm-3) 
干密度

/(g·cm-3) 
摩擦角

/(°) 
黏聚力

/kPa 
左坝肩 8.06 1.66  1.53  57.97 31.66 
坝顶 9.57 1.69  1.55  50.21 32.45 

右坝肩 6.65 1.75  1.64  61.44 36.06 
左坝坡中 7.03 1.72  1.61  55.98 30.71 
坝坡中 4.36 1.70  1.63  59.94 32.72 
右坝坡中 6.53 1.67  1.57  57.27 30.90 
左坝脚 6.29 1.82 1.71  58.09 35.27 
右坝脚 5.84 1.79 1.69  57.97 31.38 

1.3  监测布置方案 

（1）溃口演化及下泄过程记录 
为监测溃口发展规律和坝体变形，在坝体坡面设

置 50 cm 边长的正方形网格，为捕捉初始溃决流速，

在渠道内设置 100 cm 边长正方形网格，网格配合 3
台高帧率摄像及共同构成记录系统。如图 6 所示。 

 

图 6 溃口演化及下泄过程记录网格 

Fig. 6 Record grids of breach evolution and discharge process 

（2）尾砂流下泄冲击记录 
为测得下游不同距离处的溃坝下泄流速和冲击作

用，在渠道内安装 6 根钢结构立柱作为承载设置，其

中#1 立柱高，安置于距离坝址 5 m 处，其余 5 根立柱

高 1.5 m，以 10 m 的等间距安装于下游渠道内，立柱

根部安装 4 枚动应力计，上部安装雷达流速仪，侧边

安装水尺。在坝体上安装 12 支渗压计用于获取坝体浸

润线变化规律。整体安装简图如图 7 所示。 
（3）摄像系统 
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通过架设高帧率摄像机，并配合各立柱侧边的测

量水尺记录溃坝泥石流到达该处的时间、淹没高度及

泥深变化情况。其中#3立柱顶端安置一枚高速摄像机，

捕捉溃坝正视图像及#2 立柱水位过程；渠道侧边安置

1 台摄像机，捕捉#1 立柱水位过程；全景摄像头安置

于#5—#6 立柱中间位置的渠道上，用于捕捉#4—#6 立

柱水位过程。无人机悬空正拍摄初始演进过程及溃口

发展情况。 

 

图 7 尾砂流下泄冲击记录仪器安装 

Fig. 7 Installation of impact recording instrument for tailing  

discharge 

2  试验结果及分析 
2.1  尾矿坝管涌溃坝全过程分析 

为实现管涌溃坝模式，在坝体填筑时左侧偏上距

坝顶约 1 m 位置处的尾矿砂仅放置而不进行压实，使

得该处的渗透系数大于其他部位，以确保能发生渗漏

通道。在蓄水过程中，水面距坝顶 0.4 m 时，即淹没

预制薄弱点 0.6 m，发生渗漏现象，此时模型库内蓄

水高度为 1.6 m。 
从发生管涌现象到溃坝完结历时约 25 min，可将

溃坝过程分为 7 个阶段，如图 8 所示：①在管涌位置

坝体内侧土料被流水带出，外部形成小孔洞，内部空

洞直径大于外部；②管涌通道贯通后迅速发展，并向

下切割，下部形成的冲刷通道逐渐大于原始管涌通道；

③坝体自下而上呈“八”字形跌落，当原始管涌通道

扩大到上方自重大于摩阻力时，上部坝体脱落，并被

溃坝水流带走，形成贯通坝体的溃口；④下游坝坡出

现初始冲坑，随后形成“陡坎”并逐渐发展为近似直

立状；⑤陡坎”向坝体上游发展，并保持直立，同时

溃口的宽度和深度也不断发展，直至“陡坎”发展到

上游库内尾矿料顶面；⑥溃口边坡发生失稳坍塌，且

内侧边坡先于外侧边坡坍塌；⑦当水流的冲蚀能力小

于土体的抗冲蚀能力时，溃坝过程停止。 
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图 8 溃坝发展过程 

Fig. 8 Dam break development process 

将水位下降过程与时间相关联得出如图 9 所示曲

线，该曲线可显著表示水位下降的 3 阶段特征，首先

是前 240 s 的缓慢下降段，其次为 240～450 s 的快速

下降段，最后为 450 s 以后的末端平稳段，前期的缓

慢下降段占总溃坝时间的 52%。通过对溃坝的发生条

件和过程进行分析，尾矿库排水条件不利，液面升高，

坝体浸润线抬升时对其稳定最为不利。 

 
图 9 水位下降与时间关系曲线 

Fig. 9 Relationship between water level and time 
2.2  尾砂流下泄冲击特性 

本次试验溃决点发生在坝体左侧，因此水流绕过

第一根立柱，经喇叭口汇合聚拢后具备较大流速和冲

击力，第一根立柱所测结果并不反映下泄时程特征，

从第二根立柱分析溃决后尾砂冲击应力时程曲线，如

图 10 所示。 

图 10 各位置冲击力时程曲线 

Fig. 10 Time-history curves of impact force at each position 

由于试验溃口位置偏向坝体左侧，与渠道中流速

监测点相对位置关系并非直接对应的，下泄物在#2 位

置开始汇集，造成了#2 位置流速相对#3 位置小。#3—
#6 位置的最大流速随距离呈指数型衰减，如图 11 所

示。据此可建立流速与冲击力间的相对关系。 

 

图 11 最大流速随距离的衰减形式 

Fig. 11 Attenuation form of maximum velocity with distance 

综合分析各立柱位置流速与冲击力关系，从时程

曲线上可看出，冲击力和流速整体曲线发展形态均包

含上升段、峰值段和下降段，这 3 段在时间上也相互

对应，但下降段流速呈“凹”型下降，而冲击力呈“凸”

型下降，这与流速与冲击力的非线性关系有关。 
为更具体的解构流速与冲击力的关系，将各立柱

的最大冲击力与所对应流速耦合分析，建立流速大于

4 m/s 时流速与冲击力对应关系，同时在下降段找出同

时刻下流速小于 4 m/s 时流速与冲击力对应关系，对

应关系如表2所示，并绘制对应曲线关系如图12所示。 
表 2 尾砂下泄流速与冲击力关系 

Table 2 Relationship between velocity of tailing discharge and 

impact force 
流速/(m·s-1) 冲击力/kPa 

1.62  17.14 
1.79  21.69 
2.21  19.17 
2.60  22.64 
3.08  26.58 
4.67  44.08 
5.44  57.29 
6.18  73.96 
6.54  85.22 
8.03 137.43 

尾砂流的冲击力不仅与流速相关，与密度也直接

相关，采集溃坝过程的尾砂流进行密度测试，得出平

均密度为 1.3 g/cm3，结合图 12 所示可知，在此密度下

尾砂流的冲击力与流速呈幂函数相关性。拟合关系为 

    3.61 21 ×1.46 1.3 +7.62
2

f v     ，  (1) 

式中，1.3 为下泄尾砂流的平均密度，7.62 为后缀项，

可理解为与冲刷时的下泄埋深相关。对此可将式（1）
抽象为一般化冲击力与冲击速度、埋深、密度的相关

模型为 
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21 +
2

f v gh         ，     (2) 

式中， ，  ，  为待定系数项，ρ 为下泄尾砂流的

密度，v为下泄冲击速度，g为重力加速度，h为下泄

尾砂流冲击时的埋深。 

 

图 12 流速与冲击力对应关系 

Fig. 12 Corresponding relationship between velocity and impact  

force 

2.3  尾砂流下泄冲刷沉积特性 

坝体溃决后尾砂流在近端产生冲刷作用，在远端

出现堆积，为分析尾矿库溃坝下泄泥砂在坝址下游的

冲刷和沉积规律，采用无人机倾斜摄影建模方法，建

立溃坝前后的精细地理模型，水平精度达到 5 mm，

如图 13 所示。 

图 13 溃坝前后倾斜摄影地理模型 

Fig. 13 Photographical geographical model for slope before and  

after dam break 

利用此模型，沿渠道内在 5，15，25，35，45，
55 m 和转弯处量测溃坝前后高程变化，渠道内的坡度

为 2%，在渠道内，由于流速较大，水深较深，造成

竖直走向渠道内主要为水流的冲刷下切作用，且在有

立柱阻挡的位置产生更大的激波，在立柱周围的冲刷

更加严重，冲刷下切深度与流速正相关。渠道内整体

冲刷深度如表 3 所示。 

表 3 竖直渠道内的冲刷深度 

Table 3 Scour depths in vertical channel 
距坝址距离

/m 
原始高程 

/m 
冲刷后高程

/m 
冲刷深度 

/cm 
15 561.05 560.79 26 
25 560.85 560.59 26 
35 560.63 560.39 24 
45 560.42 560.18 24 
55 560.24 560.01 23 

在转弯处，存在消能效应，靠近渠道侧壁的一侧

为冲刷区，远离的一侧为沉积区，冲刷区的形态与弯

道形态基本一致，沉积区呈扇形展开。水流的冲刷作

用使得冲刷区渠道围堰被掏蚀，渠道厚度变薄，如图

14 所示。 
冲刷相对严重的区域位置大致与竖直渠道相垂

直，在流速方向由 0°转为 90°的过程中侧向侵蚀效

应最大，如图 15 所示。 
该侵蚀效应最大的沿程长度约为 17 m，即一个转

弯半径的长度，将弯道起始位置定义为沿程长度的 0 
m，利用地理模型量测溃坝前后外侧渠道厚度和底面

高程，定量化的说明冲刷强度，并绘制冲刷特征与弯

道起始距离的关系曲线如图 16 所示，可看出在弯道处

冲刷现象显著，特别是侧向冲刷，最大侧向冲刷侵蚀

为 1.5 m，冲刷深度上在弯道处也明显加深。同时，

在阻挡物的底部位置也发生较严重冲刷现象，该位置

产生激波作用，往往比平顺位置更容易被掏蚀。 

图 14 转弯区冲刷及沉积区划分 

Fig. 14 Division of erosion and sedimentary area in turning area 

 

图 15 冲刷严重区域位置 

Fig. 15 Areas with severe erosion 
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图 16 转弯处冲刷特征 

Fig. 16 Erosion characteristics at turning point 

从冲刷侵蚀特性上进一步分析可得，溃坝尾砂流

的防护设施可设置在下游一定距离处，采用弯道引导

泄流方向的形式，在弯道处尾砂流撞击弯道壁并改变

流动方向，实现能量耗散，并在内侧设置开放式通道

供耗散后的尾砂流沉积，实现整体性的防护。 

3  结    论 
（1）尾矿坝管涌溃坝模式属于冲刷掏蚀形成管涌

通道，出现上部塌落、侧向冲刷，进而发生溃坝。溃

口的发展经历了通道扩大、纵向下切和横向扩展 3 个

过程，并基于此提出了 7 阶段的溃坝过程。 
（2）尾砂流下泄速度随距离呈对数型衰减形式；

根据下泄冲击力与冲击速度间的幂相关性特征，提出

了含有冲击速度、密度、埋深的 3 参数冲击力模型。 
（3）下泄尾砂流在坝体近端呈现下切冲刷的特

征，冲刷下切深度与流速正相关；远端呈现沉积特征，

特别的，在弯道流向转变的作用下，靠近渠道侧壁的

一侧为冲刷区，远离的一侧为沉积区，冲刷区的形态

与弯道形态基本一致，沉积区呈扇形展开。 
（4）在弯道处，流速方向由 0°转为 90°的过程中

侧向侵蚀效应最大，消能也最大，长度约为弯道的转

弯半径；根据此特性可在下游一定距离处，采用弯道

引导泄流方向的形式进行防护。 
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《岩土工程学报》2021 年第 3 期焦点论坛栏目刊登了付文

光等的文章《稳定安全系数计算公式中荷载与抗力错位影响探

讨》[1]（以下简称“付文”），文中讲到国内外岩土工程相关技

术标准中稳定安全系数计算公式大多有不同类型的抗力与荷

载错位、不符合安全系数定义（抗力与荷载之比）的现象，其

中包括边坡稳定安全系数计算的几种条分法，认为它们都有把

部分条块产生的抗滑力计入分母（荷载）的错位问题。 

笔者很肯定文献[1]作者深入仔细的思考、剖析，也认为文

中一些讨论有一定道理。不过，如果说土力学教科书中均有讲

解的分析边坡稳定的几种条分法都有抗力与荷载的错位问题，

笔者认为值得商榷。因为边坡稳定安全系数的定义本不是抗力

与荷载之比，而是边坡土体所具有的强度与保持边坡刚好稳定

所需要的强度之比，所以没有抗力与荷载错位的问题。 

对于土坡稳定安全系数的上述定义，国内文献中已多有涉

及。笔者多年前从事大型岩土有限元软件 PLAXIS 的研发过程

中，就曾与荷兰同事合作研究边坡等土工结构稳定安全系数的

强度折减有限元计算方法，其中安全系数的定义就是土体所具

有的强度与保持边坡刚好稳定所需要的强度之比。笔者介绍强

度折减有限元法计算土工结构安全系数的论文发表于本刊

1997 年第 2 期[2]，在介绍计算方法的同时，对土坡稳定安全系

数的定义也有较详细的解释。后来郑颖人院士团队以及笔者所

发表的有关论著中对此也都有阐述[3-6]。对于土工结构，其荷

载主要是土体自重，其离散性远较土体强度指标的小。同时，

由于土是摩擦材料，包括土体自重在内的各种荷载在引起土工

结构内剪应力的同时，一般也引起正应力，也就是荷载对强度

也往往有贡献。对于无其他外载作用的无黏性土边坡，土体自

重对抗剪强度和剪应力的贡献恰好均与土体重度呈正比，从而

其安全系数与土体重度无关。由此可以理解，对边坡等土工结

构，其稳定安全系数应采取不同于地面结构安全系数的定义[5-6]，

也就是应采用土体所具有的强度与保持土工结构刚好稳定所

需要的强度之比。 

边坡稳定安全系数的上述定义，实际上已经包含在边坡稳

定分析的条分法计算公式中。这里以文献[1]中曾着重分析的瑞

典条分法为例予以说明。按此种条分法，边坡稳定安全系数的

计算式为（见文献[1]的式（12）及其图 1） 

n
1 1

t
1

tan
n n

i i i i
i i

n

i
i

G c l
K

G


 





 


  。          (1) 

这里完全采用付文中的符号， niG ， tiG 分别为土条重量在滑移

面法向和切向的分量。此式从其表现形式可以理解为抗力与荷

载之比，或说得确切些是抗滑力矩与滑动力矩之比，这样理解

就有付文所说的抗力与荷载错位问题。但是，式（1）显然又

可以写为 

t n
1 1

tan
=

n n
i i

i i i
i i

c
G G l

K K


 

  
 

    。       (2) 

由此式可看出安全系数 K 的物理意义实际是强度指标的

折减倍数，而式（2）是表示将 tan i 和 ic 均折减到其原有值

的 1/K后，亦即将 n tan +i i iG c


折减到其原有值的 1/K后，边

坡刚好保持极限平衡。这里 niG


= n /i iG l 为单位滑弧长度上的法

向力。由边坡稳定安全系数的这一定义，应首先写出折减强度

后的极限平衡式（2），再由式（2）解出 K，亦即得到式（1）。
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这样理解就没有抗力与荷载的错位问题。 

从文献[1]中提到的 Bishop 方法计算公式（文献[1]中的式

（2）、（3））同样可看出安全系数是如上定义的。按 Bishop 方

法只能给出通过迭代计算安全系数的方程，不能写出计算安全

系数的显式表达式，也就不能表达为抗力比荷载的形式。但是，

将那方程（文献[1]中式（2））稍加推导即可清晰看出式中所含

有的黏聚力 ic 和 tan i 都是以除以安全系数 K的形式出现的，

也就是采用了前面所述的不同于地面结构的安全系数定义。对

Janbu 法等条分法均可做同样分析，不再赘述。实际上，有些

土力学教科书[7]中在推导边坡稳定安全系数计算公式时，就是

首先将强度折减，再用折减后的强度列平衡方程，由平衡方程

求解安全系数。 

综上所述，边坡稳定条分法所计算安全系数的定义并非抗

力与荷载之比，而是采用对于此类问题更为合理的一种安全系

数定义，即土体所具有的强度与保持边坡恰好稳定所需要的强

度之比，因此也就没有付文所说的抗力与荷载错位问题。这是

笔者据自己的理解所给出的看法，供文献[1]作者及广大读者参

考。不妥之处欢迎批评指正。 
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宋二祥老师对敝人《稳定安全系数计算公式中荷载与抗力

错位影响探讨》[1]（以下简称原文）提出了宝贵的指导及讨论

意见，非常感谢！ 

宋文提出“边坡稳定安全系数的定义......是边坡土体

所具有的抗剪强度与保持边坡刚好稳定所需要的强度之比，所

以没有抗力与荷载错位的问题”。正如宋老师在其文献[4][2]

所指出的，边坡稳定安全系数目前主要有两种定义方法：①为

抗滑力矩与下滑力矩之比（可简化为抗力荷载比），相应的稳

定安全系数计算方法一般采用单一安全系数法；②即为上述的

抗剪强度比，毕肖普、简布等将之定义为滑动面上的抗剪强度

与实际产生的剪应力之比，相应的稳定安全系数计算方法一般

采用强度（抗剪强度）折减法。宋文认为自然边坡等土工结构

的稳定更适合采用第二种定义形式而不是第一种。原文没有讨

论哪种安全系数定义更合理，讨论的是业界按第一种定义编写

的安全系数计算公式有时并不完全符合第一种定义这种现象，

现在讨论边坡稳定工程中按第二种定义会不会有抗力与荷载

错位现象及强度折减法适用性问题。 
仍以瑞典条分法为例，当滑弧中心点 O位于边坡上方时，

如图 1 所示，土条 1～（m-1）的重力产生下滑力
1

ti
1

m

i
G




 ，土条

m～n的重力产生抗滑力
ti

n

i m
G


 ，两者作用方向相反，稳定安全

系数 K计算公式按第一种定义、当抗力与荷载发生原文所示第

1 类错位现象时可写为 

n1
1

t t
1

( tan )
n

i i i im n
i

i i
i i m

G φ c l
G G

K




 


 


    。   (1) 

按笔者建议的抗力与荷载归位时可写为 

t1
n

t
1 1

tan

n

im n
i mi i i i

i
i i

G
G φ c lG

K K




 


 


    ，    (2) 

按强度折减法可写为 

t1

t n
1 1

tan( )
1

n

im n
i i mi

i i i
i i

G
cφG G l

K K




 

  


    。 (3)

 
将式（1）～（3）进行比较可知： 

（1）式（3）与式（1）相同。式（3）在形式上用强度指

标除以 K，直观地表达了强度折减法，因为 K只涉及到抗剪强

度而没有涉及其它抗力或荷载，即
ti

n

i m
G


 等作为荷载还是抗力

都不会影响到 K计算结果，也就不存在错位与否，故从第二种

定义角度来看，式（1）所表达的第 1 类错位问题不存在。 

（2）原文中总结了抗力与荷载错位现象的 3 类基本形式

及 2 类组合形式（原文中式（5）～（9）），其中第 2 类形式以

图 1 为例可写为 

1

t t n
1 1

tan( )
m n n

ii
i i i i

i i m i

cφG G G l
K K



  

       。    (4) 

第 2 类错位现象把部分抗力
t

n

i
i m
G


 作为荷载直接与荷载

1

t
1

m

i
i
G




 相加，可认为是对抗力与荷载概念的理解有误或故意为 

之（目的是在目标安全系数 K维持不变时提高设计抗力、以使

工程变得更安全），这与采用第一种或第二种定义无关，故采

用第二种定义亦不能解决；第 3 类错位现象对部分荷载也除以

了安全系数，采用第二种定义时因为安全系数不涉及荷载，故

也不存在这类错位现象；第 4 类错位现象是第 1 类与第 3 类的

组合，从第二种定义角度来看也没有错位问题；第 5 种错位现

象是第 2 类与第 3 类的组合，存在着与第 2 类同样的问题，具

体不再赘述。总之，在对抗力与荷载的概念理解及应用无误时，

采用第二种定义的安全系数计算公式，如宋文所言，确实不存

在采用第一种定义时的抗力与荷载错位问题。 

 

图 1 瑞典条分法边坡稳定分析简图 

Fig. 1 Sketch about slope stability analysis by Swedish Slicing  

.Method 

（3）和式（3）及式（1）相比，式（2）对
t

n

i
i m
G


 项等所

有抗力均除以了同一安全系数 K，符合单一安全系数法规定的

安全系数为抗力与荷载之比这个定义，故为单一安全系数法。

从概率设计的角度，可认为式（3）中
t

n

i
i m
G


 项的抗力分项系

数为 1，而抗剪强度的抗力分项系数为 K，因两者不等且通常

K>1，故式（3）表达的强度折减法具有了概率含义，并非传统

意义上的单一安全系数法。 

采用强度折减法时： 

（1）因岩土重力的变异性小于抗剪强度的，式（3）中
t

n

i
i m
G




项对应的抗力分项系数取 1，小于 K看起来也合理，但仅取 1，

没有一点安全裕度是否合适？式（3）比式（2）计算得到的 K

值更高，对于工程而言更偏于不安全。  

（2）如图 1 所示，按式（3）计算第二种定义的安全系数，
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 时 K值为负，但
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显然安全系数不能无穷大甚至为负。这种情况而非完全虚拟，

例如土石坝拦挡淤泥工程，
t

n

i
i m
G


 项抗力由土石坝产生，土石 

坝足够稳定时就有可能发生类似计算结果；再如原文所示的锚

固结构，锚杆提供的抗力足够大时也可能发生类似计算结果，

也就是说当岩土体抗剪强度以外的因素产生了抗滑力且较大

时，式（3）所示的强度折减法也可能会产生安全系数计算结

果不合理问题，如同发生抗力与荷载错位现象一样；但如果按

原文所建议的抗力与荷载归位后的计算公式则没有类似问题。

故强度折减法可能更适用于仅由岩土体抗剪强度提供抗滑力

时的自然边坡稳定计算，这也许就是现有技术标准中不太采用

第二种定义形式对有支挡结构的人工边坡进行稳定验算的主

要原因。 

总结：①原文边坡稳定安全系数计算公式中的抗力与荷载

错位现象是按第一种定义总结的，部分错位现象是对抗力与荷

载概念的理解及应用不当造成的，采用第二种定义并不能解决

因此而导致的安全系数不准确问题；②在对抗力与荷载概念的

理解及应用无误时，采用第二种定义则不存在第一种定义时抗

力与荷载错位问题，宋文观点是正确的；③有岩土体抗剪强度

以外的因素提供抗滑力且较大时，强度折减法计算结果与发生

了错位现象的抗力荷载比法一样，都存在着稳定安全系数计算

结果不合理现象，对有支挡的人工边坡有时可能不太适用。  

以上观点不妥之处，敬请宋老师及读者们继续批评指正。  
 
参考文献： 
[1] 付文光, 陈  双, 王振威. 稳定安全系数计算公式中荷载

与抗力错位影响探讨 [J]. 岩土工程学报 , 2021, 43(3): 

556–563. (FU Wen-guang, CHEN Shuang, WANG 

Zhen-wei. Discussion of dislocation phenomena of resistance 

and load in formula for stability safety factor[J]. Chinese 

Journal of Geotechnical Engineering, 2021, 43(3): 556–563. 

(in Chinese)) 

[2] 宋二祥, 孔郁斐, 杨  军. 土工结构安全系数定义及相应

计算方法讨论[J]. 工程力学, 2016, 33(11): 1–10. (SONG 

Er-xiang, KONG Yu-fei, YANG Jun. Discussion of safety 

factor definitions and computation methods for geotechnical 

structures[J]. Engineering Mechanics, 2016, 33(11): 1–10. 
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Query about“Discussion of dislocation phenomena of resistance and load in 
formula for stability safety factor” 

SUN Jian-sheng 
(Taiyuan University of Technology, Taiyuan 030024, China) 

 

《岩土工程学报》2021 年第 3 期刊登了付文光等的论文[1]

（以下简称原文）。认真拜读后觉得存在极限平衡力学基本概

念混淆错误问题需要澄清，避免错误概念影响进一步扩大泛

滥。 

抗滑稳定是研究滑动体实际受力情况沿潜在滑裂面剪切

滑移破坏的可能性。抗滑稳定安全系数 K是表达沿潜在滑裂面

可能滑移的实际切向滑动力 S 与理论极限（虚拟概念）抗滑

力 R 的极限平衡接近程度。也就是滑动力 S 与抗滑力 R

极限平衡概念指标，即1 R K
S

 



或 R K S    。抗滑稳

定安全系数是根据实际受力状态与极限最大抗力概念状态的

平衡条件定义的。因此，在
RK
S





中：分子抗滑力 R 包含

潜在滑裂面所有极限虚拟概念状态的抗滑力因素，不论正负，

而不是只有正数项抗滑力求和，负数项抗滑力就是必须计入荷

载项，否则就成为滑动力错位问题；分母滑动力 S 包含所有

潜在滑裂面可能滑移的实际切向滑动力因素，不论正负。而不

是只有正数项滑动力因素求和，负数项必须计入抗滑力否则就

成为抗滑力错位问题。 

原文仅仅根据抗滑稳定安全系数计算公式
RK
S





的分

子抗滑力 R 求和各项的正负、分母滑动力 S 计算式求和各

项的加减概念问题，讨论分子或分母求和各项正负对安全系数

计算结果的影响，但却违背了极限平衡条件基本力学概念原

理。错误实质是对于安全系数是由极限平衡概念条件 R   

K  S 方程概念定义的，而不是简单抗滑力 R 与滑动力

S 之比概念就得到安全系数计算公式
RK
S





。原文属于极

限平衡力学基本概念缺失而导致的安全系数计算公式形式概

念机械理解错误。当然，分子与分母加减项的变化必然影响到

安全系数计算结果，但这绝不是极限平衡概念的滑动力荷载与

极限抗滑力概念错位问题的探讨依据。 

沿潜在滑裂 面切向的实际受力都是滑动 力因素

1 2S S S   ，沿潜在滑裂面切向的极限计算的概念虚拟受力

都是抗滑力因素 1 2R R R   （只要计算过程中影响滑裂面切

向的极限计算概念虚拟受力的所有因素都是抗滑力项目）。S2

和 R2不存在原文所述的滑动力、抗滑力错位问题。 

结论：抗滑稳定安全系数滑裂面切向的实际受力因素就是

滑动力载荷，而虚拟极限概念状态的切向受力因素就是抗滑

力。原文是极限平衡力学基本概念混淆错误，必须予以纠正，

否则必然造成抗滑稳定计算理论的力学基本概念混淆错误蔓

延的严重后果。 

参考文献： 

[1] 付文光, 陈 双, 王振威. 稳定安全系数计算公式中荷载与

抗力错位影响探讨 [J]. 岩土工程学报 , 2021, 43(3): 

556–563. (FU Wen-guang, CHEN Shuang, WANG 

Zhen-wei. Discussion of dislocation phenomena of resistance 

and load in formula for stability safety factor[J]. Chinese 

Journal of Geotechnical Engineering, 2021, 43(3): 556–563. 

(in Chinese)) 
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(1. Shenzhen GongKan Geotechnical Group Co., LTD, Shenzhen 518063, China; 2.Guangdong Engineering and Technology Research 

Center for Geotechnique and Underground Space, Shenzhen 518063, China) 

 

孙建生老师对敝人《稳定安全系数计算公式中荷载与抗力

错位影响探讨》[1]（以下简称原文）提出了宝贵的指导及讨论

意见，非常感谢！ 

业界普遍认为边坡稳定安全系数目前主要有两种定义方

法：①为抗滑力矩与下滑力矩之比（通常可简化为抗力荷载

比），相应的稳定安全系数计算方法一般采用单一安全系数法

（原文即采用此法），以瑞典条分法为代表；②定义为滑动面

上的抗剪强度与实际产生的剪应力之比，相应的稳定安全系数

计算方法一般采用强度（抗剪强度）折减法，以毕肖普法

（Bishop）及简布法（Janbu）为代表。宋二祥等[2]倾向于第二

种定义。孙文中 R K S    ，对所有抗滑力除以了同一安

全系数 K、即均进行了折减，从公式表达来看与单一安全系数

法没什么不同，与强度折减法仅对岩土体的抗剪强度进行折减

明显不同。 

但文献[3]认为“抗滑稳定安全系数 K 是表达……实

际……滑动力 S 与理论极限（虚拟概念）抗滑力 R 的极

限平衡接近程度”，之后的论述绕此展开。“实际滑动力”、

“理论极限抗滑力”及“极限平衡接近程度”等用语是理解

文献[3]观点的关键。 

第②种定义中的“抗剪强度”及“剪应力”也可表达为

“抗力”及“荷载”或“抗滑力”及“滑动力”，从文献[3]

角度来看，极限抗滑力是理论的，故是“虚拟概念”；实际滑

动力即实际发生的荷载，与抗滑力相等时则土体处于极限平衡

状态；在安全系数 K计算过程中通过逐步折减而逼近极限平衡

状态，表达了实际滑动力与抗滑力的接近程度，故文献[3]更适

合从第②种定义及强度折减法的角度去理解。倘若如此，则： 

（1）文献[3]认为原文极限平衡力学基本概念混淆、错误、

缺失。笔者认为，原文没有明示但实质上依据的是第一种定义，

文献[3]讨论的实质上属于第②种定义，两种定义中的概念不同

是正常现象。 

（2）文献[3]认为“分子与分母加减项的变化必然影响到

安全系数计算结果，但这绝不是极限平衡概念的滑动力荷载与

极限抗滑力概念错位问题的探讨依据”，笔者同意。“分子与

分母加减项的变化必然影响到安全系数计算结果”正是原文

目的，原文探讨的就是加减项中的那些不合理项导致的按第一

种定义编写的安全系数计算公式有时并不完全符合第一种定

义这种现象；“计算结果……不是概念错位问题的探讨依

据”，因为定义形式不同，当然不能把根据第一种定义获得的

计算结果当作探讨第二种定义概念的依据。 

（3）文献[3]认为抗滑力是虚拟受力。笔者认为，抗滑力

大于滑动力时可如此认为，小于时（处于极限平衡状态或滑坡

时）则不是虚拟的、而是实际发生的。 

（4）文献[3]认为“在
RK
S





公式中，分子抗滑力 R 包 

含所有极限虚拟概念状态的抗滑力因素，不论正负......分母滑

动力 S 包含所有实际切向滑动力因素，不论正负”，笔者没

有理解。①所有的抗滑力均应是同向、即“正”的，“负抗滑

力”指的是什么呢？如果是负的，与抗滑力反向的，就应该是

滑动力；但如果是滑动力，就应该如第②种定义及文献[3]前述，

是实际发生的，那么就不是“虚拟概念”的，因为“虚拟概

念”的是抗滑力；但如果是抗滑力，就应该与其它“正”抗滑

力同向、不应为负，故“负抗滑力”到底是什么力，很难理解；

②同理，所有的滑动力均应是同向、即“正”的，“负滑动力
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很难理解；③假定部分滑动力也可以“虚拟概念”、即作为

“负抗滑力”计入分子 R ，部分抗滑动可以实际发生、即作

为“负滑动力”计入分母 S ，那么，哪些滑动力可以计入分

子、哪些抗滑力可以计入分母？ 
仍以瑞典条分法为例，当滑弧中心点 O位于边坡上方时，

如图 1 所示，土条 1~（m-1）的重力产生滑动力
1

ti
1

m

i
G




 ，土条

m~n的重力产生抗滑力 ti

n

i m
G


 ，两者作用方向相反，围绕着两

者关系如何处理产生 4 种稳定安全系数 K计算公式，其中前 2
种工程应用广泛： 
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图 1 瑞典条分法边坡稳定分析简图 

Fig. 1 Sketch about slope stability analysis by Swedish Slicing  

Method 

式（1）～（4）从文献[3]角度来看：①式（1）将 t

n

i
i m
G




放在分母与滑动力

1

t
1

m

i
i
G




 相减，可认为是 S 中的“负滑动

力”；②式（2）将之放在分母与滑动力相加，可认为是 S 中

的“正滑动力”；③式（ 3）将之放在分子与抗滑力

n
1

tan
n

i i i i
i

G c l


（ ）相减，可认为是 R 中的“负抗滑

力”；④式（4）将之放在分子与抗滑力相加，可认为是 R

中的“正抗滑力”。那么， t

n

i
i m
G


 到底是“负滑动力”、“正 

滑动力”、“负抗滑力”还是“正抗滑力”？这个问题文献[3]

没有指明如何处理，却正是原文所讨论的核心内容，换句话说，

在这个问题上原文所讨论的内容与孙文观点是互补的。 
（4）其余意见详见笔者对文献[2]的回复意见，不再赘述。 

总结：①业界对边坡稳定安全系数的主要定义形式有两

种，原文依据的是第一种，孙文实质上依据的是第二种，故概

念有所不同；②文献[3]提出了“负抗滑力”及“负滑动力”等

观点但没有提出实现方法，没有解决原文讨论的安全系数计算

公式中抗力与荷载错位（从文献[3]角度可理解为抗滑力与滑动

力应用不当）的问题。 

笔者对文献[3]理解不准确及本回复意见不妥之处，敬请孙

老师及读者们谅解及继续批评指正。  
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图 1 天生桥一级面板坝面板挤压破损及挤压应力计算值 

Fig. 1 Extrusion damages and calculated extrusion stresses of  

concrete face in Tianshengqiao-1 CFRD 

 

图 5 面板的温度分布结果（12∶00 时刻） 

Fig. 5 Spatial distributions of the temperature at the concrete face  

at the instant of 12∶00 

 

 

 

 

图 7 不考虑太阳热辐射的面板坝轴向应力计算结果 

Fig. 7 Distribution of extrusion stress of concrete face under initial  

temperature  

 

 

 

图 8 考虑太阳热辐射的面板坝轴向应力计算结果 

Fig. 8 Distribution of extrusion stress of concrete face considering  

solar radiation effect 
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图 9 不同时刻面板挤压应力沿高程分布 

Fig. 9 Vertical distribution of extrusion stress of concrete face at  

different time 

 
DOI：10.11779/CJGE202111003一文彩色插图 

 

图 3 曝气条件下填埋场的沉降变形空间分布 

Fig. 3 Spatial distribution of deformation in landfill under aeration 

 

图 4好氧修复过程中垃圾体沉降变形网格示意图 

Fig. 4 Grid diagram of waste deformation under aeration 

图 8 氧浓度和有机物降解度 Dd 的空间分布 

Fig. 8 Distribution of O2 concentration and degradation degree Dd 

DOI：10.11779/CJGE202111005一文彩色插图 

图 3 渠道沿线地表全年气温分布曲线（2013 年—2014 年） 

Fig. 3 Distribution curves of annual temperature of surface along 

 the channel (2013-2014) 

 

图 13 冻融循环下 mPCM 改良土微观结构演化示意图 

Fig. 13 Schematic diagram of microstructural evolution of mPCM-modified soils under freeze-thaw cycles
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DOI：10.11779/CJGE202111002 一文彩色插图 

 
 

图 2 金塘海峡隧道所处场地的地质剖面图、基本频率和周期 

Fig. 2 Geotechnical section, site fundamental frequencies and periods along longitudinal axis of subsea tunnel of Jintang Strait 

 

 

图 3 输入地震动的时程曲线，傅里叶频谱和谱加速度 β 谱（阻尼比 5%） 

Fig. 3 Time-histories, Fourier spectra and 5% damping spectral accelerations in the form of β spectra for input bedrock motions 

 

 

图 4 不同类型沉积土的剪切模量比和阻尼比随剪应变的变化曲线 

Fig. 4 Curves of shear modulus ratio G/Gmax and damping ratio λ of various marine soils 
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图 6 单向(水平向)和双向(水平向+竖向)基岩地震动激励时海床地表的水平向加速度传递函数（ATF） 

Fig. 6 Horizontal acceleration transfer functions (ATFs) for seabed surface subjected to unidirectional (horizontal) and bidirectional  

(horizontal and vertical) bedrock motions 

 
图 7 单向(水平向)和双向(水平向+竖向)基岩地震动激励时海床剖面的水平向峰值加速度放大系数的空间分布 

Fig. 7 Spatial variation of amplification factors of horizontal peak ground acceleration (AFPGA) of seabed cross-section site subjected to  

unidirectional (horizontal) and bidirectional (horizontal and vertical) bedrock motions 
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图 8 单向(水平向)和双向(水平向+竖向)基岩地震动激励时海床地表的水平向谱加速度 β 谱(阻尼比 5%)的空间分布 

Fig. 8 Spatial variation of 5% damping horizontal spectral acceleration β spectra of seabed cross-section site subjected to unidirectional  

(horizontal) and bidirectional (horizontal and vertical) bedrock motions 

 
图 9 单向(水平向)和双向(水平向+竖向)基岩地震动激励时海床剖面地表的水平向累积绝对速度(CAV)的比较 

Fig. 9 Comparison of cumulative absolute velocities (CAVs) of seabed cross-section site surface subjected to unidirectional (horizontal)  

and bidirectional (horizontal and vertical) bedrock motions 

图 10 海床场地各钻孔剪切波速沿深度的变化 

Fig. 10 Profiles of shear wave velocity of seabed site 

 

 

 

图 11 海床地表谱加速度 β 谱(5%阻尼比) 

Fig. 11 Normalized ground motion acceleration response spectra β  

(5% damping) at seabed surface 
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图 8 孔隙水压比时程曲线 

Fig. 8 Time histories of pore water pressure ratio 

 
图 9 不同激振级别的傅里叶频谱比 

Fig. 9 Fourier spectral ratios under different excitation levels 

 

图 10 不同冻结深度的傅里叶频谱比 

Fig. 10 Fourier spectral ratios under different freezing depths 

 
图 16 试验与解析的傅里叶频谱比 

Fig. 16 Fourier spectral ratios of tests and analysis 
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图 2 不同可溶性有机质种类的胶体 DLVO 势能曲线 

Fig. 2 DLVO potential energy curves of colloids corresponding to different kinds of dissolved organic matters  
DOI：10.11779/CJGE202111008 一文彩色插图 

 
图 6 一致激励下土体与管道的加速度反应 

Fig. 6. Acceleration responses of soils and pipelines under uniform excitation 
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图 7 非一致激励下土体与管道的加速度响应 

Fig. 7 Acceleration responses of soils and pipelines under non-uniform excitation  

 

图 8 El Centro 地震动作用下均匀场地与非均匀场地中管道的应变时程曲线 

Fig. 8 Time-history curves of strain of pipelines in homogeneous and inhomogeneous soil sites under El Centro excitation
 
DOI：10.11779/CJGE202111010一文彩色插图 

 

图 3 本文模型计算的压力分布 

Fig. 3 Distribution of pressure calculated by proposed method 

 

  

图 8 相交裂隙 1 新方法计算的压力 

Fig. 8 Distribution of pressure calculated by proposed method for  

intersecting fracture case 1  



 

 

图 9 相交裂隙 2 新方法计算的压力 

Fig. 9 Distribution of pressure calculated by proposed method for  

intersecting fracture case 2  

图 14 不同 κ值下裂隙流量分布 

Fig. 14 Distribution of fracture flow rate under different values of 

κ 

 
 

图 16 不同裂隙数量下裂隙流量分布 

Fig. 16 Distribution of fracture flow rate under different fracture  

Numbers 
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图 2 u=0.8 mm，δ=0.21 mm 时裂隙模型形貌对比（红色代表大 

开度，蓝色代表小开度） 

Fig. 2 Comparison of morphologies of fracture models for u=0.8  

mm,  =0.21 mm (red represents large aperture, blue  

represents small aperture) 

 
图 5 速度局部分布图（x=0~20 mm，y=20 mm） 

Fig. 5 Local distribution of velocity (x=0~20 mm, y=20 mm) 

 
图 8 非达西惯性系数与几何特征的关系 

Fig. 8 Relationship between non-Darcy inertia coefficient and  

geometric characteristics 
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