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摘  要：以板裂为表现形式的岩石脆性破坏行为是深埋硬岩岩体开挖卸荷造成的典型围岩破坏现象。在简要比较

4 种硬岩脆性破坏数值模拟方法的基础上，基于损伤启裂−板裂界限(Damage initiation and spalling limit, DISL)模

型，借助 FLAC3D 开展硬岩矿柱原位压缩及单轴压缩数值模拟，探讨 DISL 方法的适用性并进一步探究硬岩矿柱

的脆性破坏过程及其特征。结果表明：原位压缩模拟中，当卸荷总时步大于某一临界数值时，矿柱两侧发生 V 形

破坏，进而矿柱整体形成沙漏状；不同均质度下屈服破坏单元主要分布在 V 形破坏区内及周围，其分布范围受低

围压区及张拉区范围的控制；V 形剪切带主要以拉剪破坏为主，剪切带内部靠近矿柱边壁一侧，伴有张拉破坏单

元；单轴压缩模拟中，峰后阶段矿柱两侧仍然产生 V 形破坏，并且张拉裂隙的形成范围受剪切带控制。 
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以板裂(Spalling and slabbing)为表现形式的岩石

渐进式破坏行为不仅出现在以隧洞、井巷为代表的高

应力硬岩地下开挖边界面处，同时也发生在高应力硬

岩矿柱周边。PRITCHARD 等[1]在加拿大 Elliot Lake

矿区观测到详细的硬岩矿柱渐进式破坏过程，矿柱表

面逐渐剥落成沙漏状，最终发生压剪破坏；PERRAS[2]

同样在 Gonzen 矿观测到板状岩块从矿柱边壁逐渐剥

落的现象；LUNDER 等[3]针对 178 例硬岩矿柱破坏模

式的现场案例统计研究表明，当硬岩矿柱的宽高比小

于 2.5 时，其主导破坏模式为渐进的板裂化与剥落破

坏，最终形成类似沙漏状的破坏形状，如图 1 所示[2−3]。

这种新的破坏形式本质上是一种与延伸劈裂裂隙有关

的张拉破坏过程，剥落破坏岩板平行于围岩边界面[4]，

目前已有的研究成果通常称此类破坏为脆性破坏

(Brittle failure)[5]，国内部分学者直接根据该类破坏的

表现形式称之为板裂破坏[4,6]。从破坏形态来看，高应

力硬岩脆性破坏通常导致地下隧洞或巷道边壁围岩最

大主应力处形成 V 形槽(V-shaped notches)，而对硬岩

矿柱来说，则会导致其成为沙漏形。从破坏强度来看，

则表现出一种更值得岩石力学工作者探究的强度矛盾

性。 

进行地下开挖工程稳定性分析首先需要确定原位

岩体强度。经验的 Hoek-Brown 强度准则通常利用岩

体质量分级值 RMR 或地质强度指标值 GSI 对实验室

获得的岩石强度参数(mi、s、a 和 σc)进行弱化。而对

于较完整硬岩(一般 mi 或 UCS/σt≥15，GSI≥65[7]或

RMR≥70[8])，经弱化后获得的上述岩体强度参数与实

验室获得的完整岩石强度参数十分接近，这就意味着

现场岩体的强度与完整岩石的强度相差不多[8]。但是，

实际的工程实例表明，即使对于完整硬岩，通过地下

开挖工程反分析获得的原位岩体强度依然低于实验室

完整岩石强度的一半，如 PELLI 等[9]、MARTIN 等[10]。

STACEY 等 [11] 、WAGNER[12] 、CASTRO 等 [13] 和

DIEDERICHS[14]通过脆性破坏反分析均得出当隧洞周

边应力超过 0.3σc~0.5σc(室内岩样裂纹起裂应力)就会

引起脆性破坏，并且该过程与围压无关。WESSELOO

等[15]直接指出，岩石及岩体的复杂力学行为长期困扰

岩土工程师的主要问题之一就是高强度岩体在低应力

条件下的损伤破裂现象。 

通过对加拿大 Quirke 矿山硬岩矿柱(该矿山同样

位于 Elliot Lake 矿区，mi=22，GSI 为 77~85[16])反分析，

RAFIEI 等[17]发现矿柱平均强度与矿柱岩体完整岩石

单轴抗压强度之比为 0.33。针对 MARTIN 等[18]提及的

6 个硬岩矿柱强度公式，临界尺寸矿柱强度(尺寸为 
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图 1  硬岩矿柱脆性破坏[2−3] 

Fig. 1  Observations of hard rock pillars brittle failure[2−3] 

 

1 m×2 m，LUNDER 等[3]指出对于边长大于 1~1.5 m

的矿柱，其强度因尺寸增加而降低的幅度可以忽略)

与完整岩石强度之比介于 0.21~0.44，平均为 0.31。上

述结果表明，硬岩矿柱脆性破坏时同样表现出类似的

强度矛盾性。 

以 MARTIN[8]、KAISER 等[16]、DIEDERICHS[19]

为代表的加拿大学者通过对 Mine-by(AECL’s URL)实

验隧洞系统研究之后得出：低围压下高应力硬岩的原

位强度就是室内岩样的裂纹起裂强度，即 UCSfield 为

0.3σc~0.5σc=σci。上述结论是目前硬岩脆性破坏的主要

观点，具体含义：张拉裂纹起裂是结晶类硬岩在压缩

荷载作用下的主要损伤破坏形式(张性破裂)，在低围

压下，当外部载荷达到裂纹起裂强度，岩石内部张拉

裂纹起裂并沿最大主应力方向扩展(亚临界裂纹扩展)

就会导致类似于板裂、层裂的脆性破坏形式，同时岩

体非均质性、爆破振动、开挖扰动、自由边界效应、

隧洞开挖过程中应力旋转效应等作用对裂纹扩展的影

响不可忽略[6]。区别于高围压条件下的剪切破坏，无

论采用传统的弹性模型、理想弹塑性模型，还是采用

HOEK 等[20]提出的弹脆性形模型，均无法准确预测地

下开挖围岩的破坏范围和深度[5,8]。基于此，MARTIN

等[10]提出了 m=0 & s=0.11 方法，HAJIABDOLMAJI

等 [5] 提出了内聚力弱化 − 摩擦力强化 (Cohesion 

weakening and frictional strengthening, CWFS)方法，

DIEDERICHS[19]提出了损伤启裂−板裂界限(Damage 

initiation and spalling limit, DISL)方法。 

然而，国内外学者大多关注地下隧洞或巷道的脆

性破坏，鲜少有学者关注高应力硬岩矿柱的脆性破坏

过程，上述方法是否仍能捕捉硬岩矿柱的沙漏形破坏

模式(如图 1 所示)仍有待进一步验证。本文在简要总

结、比较几种硬岩脆性破坏数值模拟方法的基础上，

根据比较结果，基于 DISL 模型，并同时考虑矿柱周

围采场的开挖卸荷速率及矿柱岩体的不均质性，借助

FLAC3D模拟硬岩矿柱的破坏过程，一方面探讨 DISL

方法的适用性，另一方面探究硬岩矿柱的脆性破坏过

程及其特征。 

 

1  硬岩脆性破坏数值模型 

 

1.1  Stacey 张拉应变方法(1981) 

在压缩荷载作用下岩石内部可以产生轴向张拉破
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裂，这一观点已经得到国内外众多学者证实，如单轴

压缩岩样的劈裂破坏[4, 14, 21]、FAIRHURST 等[22]描述

的地下巷道或硐室边壁围岩的剥落破坏(Slabbing)等。

HALBAUER 等[23]通过对加载卸荷岩样进行切片观察

发现切片内部破裂基本沿最大主应力方向。鉴于上述

现象，STACEY[24]于 1981 年提出一种基于最大张拉应

变(Extension strain)的脆性岩石起裂准则，该准则认为

当岩石内部最大拉应变超过某一限值时岩石将会开

裂，可表示为 
 

c ≥                                     (1) 
 
式中：εc表示岩石最大张拉应变阀值。 

    STACEY[24]将该阀值定义为室内岩样单轴和三轴

压缩侧向应变发生突变的点，即当岩石内部发生轴向

张拉破裂时，侧向应变会发生突增，并同时给出了 16

种岩石的张拉应变阀值，在单轴压缩试验中与其对应

的应力水平大致为 0.3σc(σc 为岩石单轴抗压强度)。本

质上，Stacey 定义的临界张拉应变就是裂纹起裂应力

对应的侧向应变(称之为裂纹起裂应变)[25]。LI 等[26]发

现在巴西劈裂实验中当试样中部侧向应变达到裂纹起

裂应变时岩样开始发生轴向劈裂。在压缩荷载作用下，

张拉破裂沿最大主应力方向延伸，沿最小主应力方向

开裂，对于理想的线弹性材料，沿最小主应力方向的

应变为(压为正) 

3 3 1 2
1

[ ( )]v
E

                             ( 2 ) 

式中：E 为弹性模量；v 为泊松比；ε3为第三主应变； 

σ1、σ2、σ3 分别为第一、第二、第三主应力。对于脆

性硬岩，破坏前基本以弹性变形为主，进而式(1)可改

写为 
 

3 1 2 c
1

[ ( )]v
E
      ≥                    ( 3 ) 

 
DOWDING 等[27]通过分析 5个典型的围岩板裂化

破坏与岩爆案例得出隧洞开挖引起的洞壁围岩最大切

向应力与室内岩石单轴抗压强度之比达到 0.35 时，便

会导致围岩产生板裂化破坏现象。以当前观点来看，

DOWDING 等[27]分析得出的原位岩体强度实际上就

是室内岩样的裂纹起裂强度。STACEY[24]提出的张拉

应变准则与 DOWDING 等[27]提出的经验判据是对同

一状态的不同角度描述，前者为应变判据，后者为应

力判据，前者的张拉应变阀值对应于后者的板裂破坏

临界应力。近来，WESSELOO 等[15]又对该准则进行

了发展，使其成为三轴拉伸(σ2 接近 σ1)情况下的破坏

准则。本文作者采用上述方法，同时参考 STACEY[24]

给出的张拉应变阀值 (7.3 × 105~17.5 × 105) 模拟

Mine-by 实验隧洞的 V 形破坏，采用弹性分析，并以

式(3)作为围岩起裂判据，几乎全部模型区域都属于开

裂区，这与临界张拉应变过低有关。图 2 所示为不同

εc时 Mine-by 实验隧洞的模拟结果(图中红色区域表示

开裂区)。 

图 3 所示为 Mine-by 实验隧洞的实际破坏情况及

传统本构模型的模拟结果，V 形破坏深度为 0.53 m，

破坏范围为 64°。图 2(d)中模拟破裂区深度为 0.22 m， 
 

 
图 2  不同 εc时 Mine-by 实验隧洞的数值模拟结果 

Fig. 2  Numerical simulation results of Mine-by test tunnel under different εc: (a) 0.03%; (b) 0.035%; (c) 0.037%; (d) 0.038%;    

(e) 0.040%; (f) 0.042% 
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图 3  Mine-by 实验隧洞 V 形破坏示意图及传统模型的模拟结果[5, 19] 

Fig. 3  V-shaped notches of Mine-by test tunnel and numerical results based on traditional constitutive models[5, 19]: (a) Damage 

profile of Mine-by test tunnel; (b) Elastic perfectly-plastic model; (c) Elastic brittle model 

 

破坏范围为 84°，随临界张拉应变值 εc 增大，破裂区

深度及范围将继续减小。即便在不考虑 εc真实值的情

况下，Stacey 张拉应变方法的模拟效果依然较差。 

 

1.2  Hoek-Brown 脆性参数方法(1999) 

通过详细观察 Mine-by 实验隧洞及其它隧洞案例

V 形破坏的形成过程发现破坏区内剥落岩板主要沿边

壁形成，破裂方向垂直于最小主应力方向，这表明破

坏区内主要发生张拉破裂[10, 28]。结合 STACEY[24]提出

的张拉应变准则及 Mine-by 实验隧洞 V 形破坏区内的

张拉破裂模式可以推知以 Spalling、Slabbing 及劈裂为

代表的脆性破坏过程主要受岩石内聚力控制，与岩石

内部摩擦力无关。MARTIN 等[29]通过一系列损伤控制

的循环加卸载实验发现岩样内部累计的张拉破裂对岩

样内聚力具有弱化作用，并且这种弱化作用在达到峰

值强度之前就已经发生；他们进一步的研究表明岩样

破裂过程中内聚力和由内摩擦角引起的内摩擦力并非

同时发挥作用，而是在内聚力大致降低 70%以后内摩

擦力才会全部启动。基于 Mine-by 实验隧洞的微震监

测结果，MARTIN 等[10]指出原位岩体损伤(Damage- 

initiation)初始应力可以表示为一个常量偏应力的形式 
 

1 3 c75MPa or 0.33                        (4) 
 
式中： c 为 Mine-by 实验隧洞围岩 Lac du Bonnet 花

岗岩的单轴抗压强度，其值为 224 MPa[5]。上式可以

表示为霍克−布朗强度公式形式 

2
1 3 c 3 c0.33s                         (5) 

式中：m 等于 0 以反映内摩擦力没有启动(从摩尔−库

伦强度准则角度看，内摩擦角 φ=0，内聚力 c=
1

6
σc，

也反映出内摩擦力没有发挥作用)，s=0.11。上式隐含 

表明由压应力引起的脆性破裂过程主要受内聚力弱化

控制(张拉破裂发展、集聚导致内聚力弱化)，与内摩

擦力无关。 

关于该方法有 3 点需要注意：1) MARTIN 等[10]

指出应用 m=0 & s=0.11 方法时应以弹性分析为基础，

进而采用公式(5)作为岩石破裂判断准则；2) m=0 & 

s=0.11 方法仅适用于应力引起的脆性破坏(压应力引

起的张拉破坏)，而对直接拉伸破坏无效，因为它会高

估岩体的抗拉强度。3) SUORINENI 等[30]指出内聚力

参数 s 值随岩石种类变化，并非为固定值 0.11，因此，

应用 s=0.11 进行分析有时会高估脆性破坏的程度，

SUORINENI 等[30]同时提出了针对不同岩石的 s 的确

定方法。 

借助 FLAC3D，应用 m=0 & s=0.11 方法模拟

Mine-by 实验隧洞的 V 形破坏，结果如图 4(a)所示，

图 4(b)为 g=σ1−σ3−0.33σc 的等值线分布图。模拟结果

中，破裂区深度为 0.67 m，破坏范围为 76°，显然该

方法会高估破裂区深度及范围，并且破裂区形状也与

实际破坏形态存在差异。 

 

1.3  CWFS 方法(2002) 

常用的摩尔−库伦强度准则和霍克−布朗强度准

则均假定组成岩土材料抗剪强度的内聚力和内摩擦力

随材料变形同时发挥作用。然而，SCHMERTMANN

等[31]的研究结果表明在土体材料中内聚力和内摩擦

力并非同时启动，内聚力总是先于内摩擦力达到最大

值。MARTIN 等[29]通过 Lac du Bonnet 花岗岩循环加

卸载实验发现压缩荷载作用下岩样内聚力随塑性变形

逐渐减小，内摩擦角随塑性变形逐渐增大。同时，工

程现场中高应力硬岩的板裂破坏形式也表明岩体强度

中内聚力占主导。基于上述学者的研究成果，

HAJIABDOLMAJID 等[5]提出了 CWFS 方法，如图 5

所示。CWFS 模型是一种以弹塑性理论为基础的脆性 
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图 4  基于 m=0 & s=0.11 方法的数值模拟结果 

Fig. 4  Numerical results based on m=0 & s=0.11 method:   

(a) Extent of damage zone; (b) Contour map of g=σ1−σ3−0.33σc 

 

 

图 5  CWFS 方法示意图[5] 

Fig. 5  Illustration of CWFS method[5] 

破坏模型，以塑性区表征高应力破裂区，借助 FLAC2/3D

的应变软化模型可以实现。 

与应变软化模型不同的是，CWFS 方法中初始内

摩擦角随单元塑性剪切应变发展会逐渐增大，内聚力

则逐渐减小，该过程反映的是脆性硬岩破坏过程中内

聚力的丧失和内摩擦力的启动。最近，WALTON 等[32]

针对 Indiana 石灰岩和 Carrara 大理岩做了大量不同围

压下的循环加卸载实验，验证了 MARTIN 等[29]结论的

正确性。此外，关于 CWFS 模型的参数取值仍需进一

步探讨，HAJIABDOLMAJID 等[5]在针对 Mine-by 实

验隧洞进行模拟时，将初始内摩擦角设为 0，残余内

摩擦角设为峰值强度时的摩擦角，具有一定的道理，

然而关于其他参数的取值则带有一定的经验色彩。运

用 HAJIABDOLMAJID 等[5]提供的参数，借助 FLAC3D

针对 Mine-by 实验隧洞进行模拟，结果如图 6 所示，

模拟 V 形破坏深度为 0.75 m，破坏范围为 74°，相对

误差之和为 59%。该方法显然会高估 V 形破坏深度，

但破坏范围比较接近。 

 

 

图 6  基于 CWFS 方法的数值模拟结果 

Fig. 6  Numerical results based on CWFS method: (a) Extent 

of damage zones; (b) Contour map of plastic shear strain 
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1.4  DISL 方法(2007) 

Mine-by 实验隧洞[8]的监测结果及 PELLI 等[9]、

STACEY 等[11]、MARTIN[8]、KAISER 等[16]的研究结

果均表明，低围压下脆性硬岩的原位强度就是(或处于

同一水平)室内岩样的裂纹起裂强度。DIEDERICHS[19]

在此基础上又提出高围压下脆性硬岩的原位强度就是

室内岩样的裂纹损伤强度。随围压增高，张拉裂纹扩

展受到抑制，脆性硬岩将由张拉破坏模式过渡到剪切

破坏模式。DIEDERICHS[19]进而提出了 DISL 方法，

同时提出了该方法的参数取值方法并对其应用范围进

行了界定[33]。与 CWFS 方法相同，DISL 方法也是以

弹塑性理论为基础的脆性破坏模型，同样以塑性区表

征高应力破裂区，可借助弹塑性有限元软件 Phase2实

现，同时也可利用 FLAC2/3D进行实现。图 7 所示为采 

 

 

图 7  Mine-by 实验隧道 V 形破坏的 DISL 方法模型参数[19] 

Fig. 7  Strength parameters of V-shaped notches of Mine-by  

test tunnel by DISL method[19]: (a) Parameters in Phase2;      

(b) Parameters in FLAC3D  

用该方法模拟 Mine-by 实验隧洞 V 形破坏的 Phase2及

FLAC2/3D 模型参数，基于 FLAC3D 的数值模拟结果如

图 8 所示。模拟结果中，V 形破坏深度为 0.46 m，破

坏范围为 52°，相对误差之和为 32%，破裂区形状与

实际较为接近。 

虽然DISL方法通过FLAC2/3D的实现方式与CWFS

方法相似，但其是在深刻认识脆性硬岩压缩—张拉损

伤机制的基础上结合室内岩样全应力应变曲线峰前阶

段与裂纹起裂、裂纹扩展相关的两个关键特征应力提

出的，与 CWFS 方法相比，DISL 方法参数更加明确。

此外，EDELBRO[34−35]基于 CWFS 模型和 DISL 模型

又提出了内聚力软化−摩擦角硬化(Cohesion softening 

and friction hardening, CSFH)模型，但是其本质还是

DISL 模型，EDELBRO[34−35]仅仅改变了“峰值”强度

及“残余”强度参数的取值。CSFH 方法同样借助弹

塑性有限元软件 Phase2 进行实现。DISL 方法的本质

是借助霍克−布朗准则或摩尔−库伦准则根据围压不

同将强度曲线分段表示，并同时考虑由低围压过渡到

高围压的板裂界限 (Spalling limit)。鉴于此，最近

KAISER 等[36]直接提出了一个 S 形的强度准则用以描

述脆性硬岩在不同围压时不同破坏模式下的强度。 
 

 

图 8  基于 DISL 方法的数值模拟结果 

Fig. 8  Numerical results based on DISL method: (a) Normal 

to tunnel axis; (b) Parallel to tunnel axis 
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2  硬岩矿柱脆性破坏数值模拟 

 

从上述 4 种方法的模拟效果来看，CWFS 法和

DISL 法的模拟结果与 Mine-by 实验隧洞的实际破裂

情况较为接近，而且从破坏深度及破坏范围的联合相

对误差角度看 DISL 方法的结果更好。因此，本节采

用 DISL 方法模拟硬岩矿柱的脆性破坏过程，数值模

拟思路如图 9(a)所示。 

 

2.1  模型构建 

计算模型如图 9(b)所示，采用平面应变模型，矿

柱尺寸为 4 m×4 m，采场尺寸为 4 m×4 m，矿柱、

采场及顶底板围岩的单元尺寸均为 0.1 m×0.1 m，边

界条件及初始条件为：固定模型 y 方向的变形，固定

模型底部 x、y、z 方向的位移及两侧 x 方向的位移。

在模型顶部施加应力边界条件，同时在模型内部设置

初始应力场(不考虑应力梯度)。边界条件及初始应力

施加完毕后模型自动保持平衡，然后对采场进行开挖，

应力重分布过程中矿柱荷载逐渐增加直至矿柱最终破

坏。 

仍采用 Mine-by 实验隧洞洞壁围岩的物理力学参

数，内聚力、内摩擦角、抗拉强度、剪胀角、塑性剪

切应变阀值参见图 7，岩体单轴抗压强度为 235 MPa，

弹性模量为 60 GPa，泊松比为 0.2。原岩初始应力场

为 σ1=60 MPa、σ2=45 MPa、σ3=11 MPa，上述应力场

与 Mine-by 实验隧洞所处的应力场环境大小相同，方

向有异(见图 3)，最大主应力方向竖直向下更符合地下

矿山矿柱的承载特点。采用上述力学参数及初始应力

场的理由：一方面是参数可信度高，尤其是力学参数，

经过 Mine-by 实验隧洞 V 形破坏数值模拟的验证，模

拟结果与实际结果比较契合；另一方面，与 Mine-by

实验隧洞的数值模型相比，岩体力学参数、初始应力

场(数值)及外部边界条件相同，而仅仅内部开挖边界

条件有异，更能凸显脆性破坏数值模型本身的特点。 

对采场施加开挖命令后(Model null)，直接在采场

边界施加与边界法向初始应力相同的内部应力边界条

件，以使模型依然保持平衡状态，然后随时步(Step)

进行线性降低施加的边界应力，进而模拟工程实际中

的开挖卸荷过程。在 FLAC3D 中，模拟开挖卸荷需自

定义一个 relax 函数并配合 apply 命令及 hist 关键字联

合使用[37]： 

define  relax 

   if step < ncyc then 

      relax=1.0 - (float(step)/float(ncyc)) 

   else 

      relax = 0 

 

 

图 9  数值模拟思路及计算模型 

Fig. 9  Modeling strategy and numerical simulation model: (a) Modeling strategy; (b) Simulation model 
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   end_if 

end 

set  @ncyc = 2000 ; 卸荷时步 

 

2.2  岩体非均匀性 

岩石是一种典型的非均质材料。目前，在连续介

质框架内考虑岩石介质非均匀性的主流方法是利用某

种统计分布函数在细观尺度下描述岩石材料的物理力

学特性[38−39]，其中，最常用的分布类型是 Weibull 分

布。参照文献[38]及[40]，本文采用 Weibull 分布描述

矿柱单元弹性模量及单轴抗压强度的空间变异性。

Weibull 分布的概率密度函数为 

1

0 0 0

( ) exp

mm
m x x

W x
u u u



 
    
    
     

               (6) 

式中：x 表示单元力学参数；u0 为比例参数，m 为形

状参数且 m＞1。不同形状参数 m 下，Weibull 分布的

形状如图 10 所示(图中 u0=60)，形状参数 m 越大，x

的分布越集中，故 m 是反映材料内部结构均质度的参

数。m 越大，材料越趋于各向同性；m 越小，材料内

部各点的差异则越大。 

图 11 所示为 DISL 方法对应的强度包络线。上文

提到，低围压下脆性硬岩的原位强度就是(或处于同一

水平)室内岩样的裂纹起裂强度。此时岩体强度主要由

内聚力提供，而内摩擦力尚未发挥作用，由此推出 c 

为 0.15σc~0.25σc(也可从式(5)导出 c=
1

6
σc)，即初始内 

聚力与单轴抗压强度具有简单的线性关系[41]。初始内 

 

 
图 10  不同形状参数下 Weibull 分布概率密度函数曲线 

Fig. 10  Curves of Weibull distribution with different shape 

factors 

 

摩擦角与残余内摩擦角保持不变。此外，同时假定单

元单轴抗拉强度和塑性剪切应变阀值正比于单元单轴

抗压强度。 

 

2.3  结果分析 

图 12 所示为均匀矿柱在不同卸荷速率下的破坏

模式，卸荷速率分别为①瞬间卸荷、②100 步卸荷、

③500 步卸荷、④1000 步卸荷、⑤2000 步卸荷、⑥3000

步卸荷。分图题中同时给出了达到相应的破坏模式所

需的时步数。由图 12 可知，当卸荷时步大于 500 时，

矿柱两侧均能发展成V形破坏进而矿柱整体形成如图

1 所示的沙漏状，V 形破坏深度为 1.5m，与矿柱尺寸

之比为 0.375，这与图 1 中的方形矿柱破坏情况十分相 

 

 

图 11  初始内聚力与单轴抗压强度的关系[19, 36, 41] 

Fig. 11  Relationship between initial cohesion and uniaxial compressive strength in DISL method[19, 36, 41] 



                                           中国有色金属学报                                              2020 年 3 月 

 

692
 
似(0.35)。而当卸荷时步小于 100 时，矿柱顶部的剪切

带一直向下发展并发生了偏转，这可能是卸荷速率过

快，矿柱内局部不平衡力变化加剧，造成剪切带不稳

定发展。可以推知，在 100 时步及 500 时步之间存在

一临界卸荷时步值，其是两种破坏模式的分界点。 

图 13 所示为 2000 时步卸荷速率时，均匀矿柱及

非均匀矿柱的破坏过程(H 表示均匀矿柱)，不均质度

参数 m 分别为 7、10、15。由图 13 可知，不同均质度

参数下矿柱整体均能发展成沙漏状，V 形剪切带靠近

矿柱边壁一侧均出现张拉屈服单元。与均匀矿柱不同

的是，每一时步下(1700，2000)非均质矿柱 V 形破坏

区范围内均会出现屈服单元(以剪切屈服单元为主)，

并且随时步进行逐步向矿柱中间发展，表现出一种渐

进破坏特性。矿柱均质度越低，V 形破坏区内部及周

围屈服的单元数量越多，但矿柱顶部与底部锥形区域

内屈服的单元数量较少。图 14 所示为均匀矿柱在

1700、2000、2300 时步下最小主应力及最大主应力的

分布云图。1700 时步时矿柱两侧已出现一定范围的低

围压区(0~5 MPa)，其形状大致呈现出扁平 V 形，随

开挖卸荷进行低围压区逐渐向矿柱内部扩展，其形状

也越来越接近 V 形破坏区。2300 时步时，矿柱两侧已

出现明显的张拉区域(灰色区域)，此时低围压区与 V

形破坏区更加契合。反观矿柱顶部及底部的锥形区域

内，最小主应力随时步进行逐渐增大，且其量值明显

比相应时步下矿柱两侧的最小主应力大。综合上述分

析可知，不均匀矿柱 V 形破坏区范围内出现屈服单元

是低围压下的压剪破坏及张拉剪切破坏造成的，在低

围压下及拉应力条件下，矿柱两侧岩体的强度较低，

从而导致在卸荷加载过程中，矿柱两侧首先出现屈服

单元，且屈服单元出现的范围受低围压区及张拉区范

围的控制。 

图 15 所示为截至到 2300 时步为止均匀矿柱 V 形

剪切带单元的初始屈服状态(首次屈服)及应力状态和

监测单元的应力路径。由图 15 可知，V 形剪切带自内 
 

 
图 12  不同卸荷速率下矿柱的破坏模式 

Fig. 12  Failure modes of hard rock pillars under different unloading rates: (a) 0−9500; (b) 100−400; (c) 500−3250; (d) 1000−2000; 

(e) 2000−2337; (f) 3000−3261 

 

 
图 13  不同均质度下矿柱的破坏过程 

Fig. 13  Failure process of pillars with different heterogeneities: (a) H−1700; (b) H−2000; (c) H−2300; (d) m-7.0−1700;  

(e) m-7.0−2000; (f) m-7.0−2200; (g) m-10−1700; (h) m-10−2000; (i) m-10−2200; (j) m-15−1700; (k) m-15−2000; (l) m-15−2200 
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图 14  不同时步下 σ3和 σ1的分布云图 

Fig. 14  Contour maps of σ3 and σ1 under different steps: (a) σ3-1700; (b) σ3-2000; (c) σ3-2300; (d) σ1-1700; (e) σ1-2000; (f) σ1-2300 

 

 

图 15  均匀矿柱剪切带单元的

初始屈服状态、应力状态以及

监测单元的应力路径 

Fig. 15  Initial yield state of 

shear band zones(a) and stress 

state of yield zones and stress 

paths of monitoring points(b) of 

homogeneous pillar 
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向外依次为压剪破坏、拉剪破坏、张拉破坏，并且拉

剪破坏单元明显多于压剪破坏单元，V 形剪切带的主

体部分以拉剪破坏单元为主。经过统计，2300 时步时

矿柱中张拉屈服单元数量为 59，拉剪屈服单元数量为

180，压剪屈服单元数量为 112。周辉等[42]指出深部岩

体工程中张拉剪切破坏是洞壁围岩的主要破坏机制，

上述模拟结果与周辉等[42]的认识相契合。随着开挖卸

荷不断进行，剪切带单元的初始应力路径趋势大致为

最大主应力加荷最小主应力卸荷，到某一时步以后，

张拉破坏单元的应力路径发生明显偏转直至最终破

坏。这可能是剪切带形成后 V 形破裂区最大主应力逐

渐释放所引起。 

 

2.4  矿柱单轴压缩 

为探究图 9 中硬岩矿柱脆性破坏时的强度特性，

构建如图 16 所示的矿柱单轴压缩数值模型。矿柱尺寸

保持不变，顶底板高度均为 28 m，矿柱及围岩的单元

尺寸均为 0.1 m×0.1 m。固定模型 y 方向的变形，固

定模型两侧 x 方向的位移及模型底部 z 方向的位移，

同时在模型顶部施加速度边界条件，加载速率为 1×

10−6 m/步。计算过程中监测矿柱变形及矿柱高度方向

中间单元 z 方向的平均应力。矿柱破坏过程及其应力

应变曲线如图 16 所示。 

由图 16 可知，峰前阶段矿柱基本处于完整状态，

峰值强度附近(见图 16 B)剪切带仅发育了有限长度，

此时的应力水平与矿柱强度之比为 97%，可以推知处

于正常承载状态的矿柱一般表现为完整状态；峰值强

度后，剪切带迅速发展最终形成 V 形破坏(图 16 D，

应力水平与矿柱强度之比为 92%)，V 形破坏区深度为

1.4 m，与矿柱尺寸之比为 0.35，剪切带与水平方向夹

角为 56°，与理论值(π/4+φ/2)相符合。此外，V 形破坏

区内出现一条明显的劈裂裂隙。该裂隙从上下两侧剪

切带向矿柱中部延伸直至贯穿整个 V 形破坏区。在峰

值强度后期(图 16 E、F)，V 形破坏区内部张拉破裂逐

步发展、累积。值得注意的是，V 形破坏区形成时矿

柱处于应力应变曲线的峰后阶段，承载能力逐步减弱，

最终上部剪切带交叉贯通发生失稳破坏。另外，劈裂

裂隙贯通整个 V 形破坏区以后，随着外部继续加载，

其并没有继续向两侧延伸，这表明张拉裂隙的形成范

围受剪切带控制。模拟结果中，方形矿柱强度为 91 

MPa，与完整岩石单轴抗压强度之比为 0.38。采用

LUNDER等[3]和POTVIN等[43]提出的硬岩矿柱强度公

式计算模拟矿柱的强度均为 99 MPa，模拟结果与计算

结果比较接近，进一步说明了 DISL 方法模拟硬岩矿

柱脆性破坏的有效性。 

 

3  结论 

 

1) 原位压缩模拟中，当卸荷时步大于某一临界值

时，矿柱两侧发生 V 形破坏，矿柱整体形成沙漏状，

因此 DISL 方法可以模拟硬岩矿柱脆性破坏时的最终

形态。 

2) 考虑矿柱岩体的不均质性时，不同均质度参数 

 

 

图 16  矿柱单轴压缩数值模型及模拟结果 

Fig. 16  Numerical model and simulation results of uniaxial compression of pillar 
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下屈服破坏单元主要分布在 V 形破坏区内及周围，其

分布范围受低围压区及张拉区范围的控制。 

3) 均匀矿柱原位压缩模拟中，V 形剪切带的形成

主要以拉剪破坏为主，剪切带内部靠近矿柱边壁一侧，

伴有张拉破坏单元。 

4) 单轴压缩模拟中，峰后阶段矿柱两侧仍然产生

V 形破坏，并且张拉裂隙的形成范围受剪切带控制；

矿柱模拟强度与经验公式计算强度比较接近，进一步

验证了 DISL 方法的适用性。 
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Modelling brittle failure of hard rock pillars based on DISL method 
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(1. State Key Laboratory of Safety Technology of Metal Mines, Changsha Institute of Mining Research Co., Ltd., 

Changsha 410012, China; 

2. School of Resources and Safety Engineering, Central South University, Changsha 410083, China) 

 

Abstract: Brittle failure with slabbing and spalling as a dominant failure mode of surrounding rock is a typical failure 

phenomenon in deep hard rock masses due to excavation activity. On the basis of brief introduction and comparison of 

four different approaches for modelling failure of brittle hard rock masses, the numerical tests of in-situ compression and 

uniaxial compression of hard rock pillars were carried out by means of FLAC3D based on the DISL method. The 

applicability of the DISL method was discussed and the brittle failure processes and characteristics of hard rock pillars 

were further explored. The results show that, in the in-situ compressive simulation, when the total unloading step is 

greater than a critical value, V-shaped failure occurs on both sides of the pillar, and the pillar forms an hourglass shape as 

a whole. Under different homogeneity indices, the yield elements are mainly distributed in and around V-shaped failure 

area and their distribution range is controlled by low confining pressure zone and tension zone. The V-shaped shear band 

is dominated by tension-shear failure and accompanied by tension failure elements in the inner part close to the pillar side 

wall. In the uniaxial compressive simulation, V-shaped failure still occurs on both sides of pillar in post-peak stage and 

the range of tension fracture is limited by shear band. 

Key words: hard rock pillars; brittle failure; numerical simulation; DISL method; failure modes; strength characteristics 
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