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基于损伤能量耗散的三维土体 

切削破坏面表征方法研究 
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摘  要：土体切削问题在隧道掘进、港航疏浚、地质钻探和土木建筑等工程领域中广泛存在。准确表征土体切削过程中刀具

前方的三维土体破坏面对于分析土体扰动状态、评估刀具切削性能以及理解土体-刀具相互作用机制具有重要意义。采用非

线性弹塑性损伤本构模型描述土体变形破坏过程，基于土体介质单位面积损伤能量耗散特征，提出了一种新的能够直接表征

三维土体切削破坏面的数值方法。通过对不同工况条件下平面刀具土体切削过程进行数值模拟，验证了提出的土体切削破坏

面表征方法的有效性和稳健性，并结合理论计算讨论了切削角度和深度对破坏面宽度、破坏距离、土体扰动面积和剪切破坏

角的影响。此外，基于该数值方法获取的复杂刀具土体切削破坏面形状与试验结果相符，进而验证了提出的土体破坏面表征

方法对复杂刀具的适用性。 
关  键  词：土体切削；损伤能量耗散；破坏面；复杂刀具；数值模拟 
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Abstract: The problem of soil cutting widely exists in engineering fields such as tunnelling, port and waterway dredging, geological 
drilling, and civil construction. Accurately characterizing the three-dimensional soil failure surface in front of the cutting tool during 
the soil cutting process is of great significance for analyzing soil disturbance states, evaluating tool cutting performance, and 
understanding soil-tool interaction mechanisms. A nonlinear elastoplastic damage-based constitutive model is employed to describe 
the deformation and failure process of soil. Based on the characteristics of damage energy dissipation per unit area of the soil medium, 
a new numerical method is proposed to directly characterize the three-dimensional soil failure surface. Numerical simulations of 
flat-tool cutting processes under various operating conditions verify the effectiveness and robustness of the proposed characterization 
method. The influence of cutting angle and depth on the width, rupture distance, soil disturbance area, and shear failure angle of the 
three-dimensional soil failure surface is discussed in combination with theoretical calculations. Furthermore, the shape of the 
three-dimensional soil failure surface for complex-shaped tools obtained through this numerical method is consistent with 
experimental results, further validating the applicability of the proposed method for complex tool scenarios. 
Keywords: soil cutting; damage energy dissipation; failure profile; complex tool; numerical simulation 
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1  引  言 
土体切削问题在隧道掘进、港航疏浚、地质钻

探和土木建筑等工程领域中广泛存在[1-2]。深入理解

切削过程中土体变形破坏及土体-刀具相互作用机

制，是优化刀具设计、提高切削效率的关键。土体

切削过程可以看成是刀具在外部输入动力的作用下

侵入土体，使刀具前方土体发生变形，并最终导致

土体原始结构破坏的过程。土体破坏时刀具前方将

出现从刀具切削刃延申至土体自由表面的三维土体

破坏面，准确表征该破坏面对于分析土体扰动状态

和评估刀具切削性能具有重要意义。 
研究人员早在 20 世纪 70 年代就认识到土体破

坏面对于土体-刀具相互作用研究的重要性，并基于

土体破坏面的极限平衡建立了平面刀具切削力理论

模型[3-4]。这些理论模型采用近似的几何形状（如楔

形和月牙形）来表征土体破坏面，并且仅研究具有

简单几何形状的刀具[5]。理论分析方法是最早应用于

土体切削研究的方法之一，并且至今仍被采用[6-7]。

值得注意的是，刀具前方的土体破坏面是建立切削

力理论模型的关键，准确表征土体破面的几何形状

将有助于进一步提高切削力理论模型的准确性。 
在试验研究方面，研究人员广泛采用透明土仓

试验来观察土体破坏状态[8-9]。然而，这类试验只能

通过透明土仓壁面观察到土体在纵向面内的二维破

坏线，无法有效获取刀具前方完整的三维土体破坏

面。Jayasuriya 等[10]在传统透明土仓试验的基础上，

使用两个平面刀具分别进行试验，通过叠加二维土

体破坏线，大致描绘了三维土体破坏面形状。Gravish
等[11]将透明土仓试验和正交切削试验相结合，利用

激光和高速相机分别记录了水平和竖直面内的二维

破坏轮廓。基于切削试验获取土体破坏面真实形状

的主要困难是切削过程中土体破坏面完全隐藏在土

体自由表面之下。目前，能够直接测量三维土体破

坏面形状的试验方法或测试技术尚未见报道。 
随着计算机技术的快速发展，采用数值模拟方

法研究土体切削问题的优势日益凸显。特别是数值

模拟往往可以提供切削试验难以或不可能获得的详

细数据，而这些数据可以为准确表征土体切削破坏

面提供依据。Karmakar 等[12]采用计算流体动力学方

法模拟了平面刀具土体切削过程，基于土中压力分

布给出了水平和竖直面内的二维土体破坏轮廓。Zhang
等 [13]采用耦合欧拉-拉格朗日（coupled Eulerian- 
Lagrangian，简称 CEL）方法模拟了土体与犁形曲

面刀具之间的相互作用，并基于土体速度场给出了

竖直平面内的二维土体扰动剖面。李伟等[14]采用离

散元方法模拟了凿形铲土体切削过程，并基于速度

条件给出了不同切削深度情况下土体在竖直平面内

的二维扰动轮廓。蒋明镜等[15-16]基于离散元法研究

了不同重力下月壤水平推剪过程，并基于土体位移

场给出了二维土体破坏面。Aikins 等[17]采用离散元

方法模拟了开沟机土体切削过程，并基于位移等值

线给出了土体在竖直面内的二维破坏形态。目前，

采用数值模拟方法得到的土体破坏面多为以土体位

移或速度表示的二维结果，能够直接提取完整三维

土体破坏面的数值方法尚未见报道。 
鉴于此，本文提出了一种新的能够直接表征完

整三维土体切削破坏面的数值方法。为验证该数值

方法的有效性和稳健性，模拟了不同切削角度和深

度下的平面刀具土体切削过程，并将数值模拟得到

的土体破坏面结果与经典理论模型的计算结果进行

了比较。为进一步验证本文建立的数值方法对复杂

刀具的适用性，对双翼犁刀土体切削过程进行了数

值模拟，并将数值模拟的土体破坏面结果与试验数

据进行了对比。 

2  土体切削破坏面表征方法 
2.1  数值模型 

土体破坏面的形成过程正是土体破坏过程。为

准确获取土体破坏面，需要提出能够直接表征土体破

坏状态的指标。从损伤力学角度看，材料损伤破坏是

一个不可逆的能量耗散过程，损伤能量耗散从本质上

反映了材料内部的破坏状态。因此，本研究提出以单

位面积损伤能量耗散作为识别土体破坏面的指标。基

于损伤能量耗散指标表征土体破坏面需要给出切削

过程中土体域的损伤能量耗散场。本研究采用有限元

方法获取土体域损伤能量耗散场，该方法能够有效处

理切削问题中涉及的复杂刀具形状和土体本构响应，

并已被广泛用于土体-刀具相互作用的过程模拟[18-20]。 
本研究首先将平面刀具土体切削这一经典问题

作为研究目标，建立获取三维土体破坏面的一般数

值方法，并将数值分析结果与经典理论模型的计算

结果进行比较。平面刀具土体切削数值模型如图 1
所示。刀具宽度为 100 mm，长度为 250 mm，切削

刃尖角为 30°。土体宽度和长度均为 1 000 mm，

土体高度为 400 mm。刀具和土体均采用三维八节

点六面体减缩积分单元进行网格划分，全局网格尺

寸为 10 mm。对于边界条件，首先在切削方向上对

刀具施加 0.25 m/s 的恒定速度以产生切削运动。此

外，由于切削过程中刀具将与土体前表面和顶面发 
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(a) 平面刀具土体切削数值模型 

 

 
(b) 双翼犁刀三维视图           (c) 双翼犁刀侧视图 

图 1  土体切削数值模型（单位：mm） 
Fig.1  Numerical model of soil cutting (unit: mm) 

 

生直接相互作用，此两表面不施加任何约束条件，

允许其自由变形；将土体其余表面在各自法线方向

上固定，进而使土体域在切削过程中保持稳定。 
实际工程中，为了实现特定的切削效果，土体

切削刀具往往具有复杂的几何形状。为了验证本研

究提出的数值方法对复杂刀具的适用性，本研究进

一步对 Hoseinian 等[21]进行的双翼犁刀土体切削试

进行数值模拟，并将数值模拟得到的土体破坏面与

试验结果进行对比。数值模拟中双翼犁刀的几何尺

寸与切削试验所用刀具的几何尺寸相同，如图 1(b)、
1(c)所示。土体宽度为 1 500 mm，长度均为 1 000 mm，

高度为 400 mm。刀具和土体均采用六面体单元进

行网格划分，全局网格尺寸为 10 mm。土体材料参

数如表 1 所示。双翼犁刀土体切削模型的边界条件

设定与平面刀具土体切削模型相同：刀具边界条件

为在切削方向上施加 0.25 m/s 的恒定切削速度，其

余方向的速度则设为 0；土体边界条件为允许土体

前表面和顶面自由变形，其余表面则在各自法线方

向上施加固定约束。 

表 1  土体材料参数 
Table 1  Soil material parameters 

密度ρ 
/ (g·cm−3) 

弹性模量 
E0 / MPa 泊松比 ν 内摩擦角 

ϕ / (°) 
黏聚力
c / kPa

刀具-土体界面

摩擦系数 

Drucker-Prager 
模型屈服面倾角 

dβ / (°) 

土体抗压强度 

σc / kPa 

土体破坏时单位面积 
损伤能量耗散 
Gf / (J·m−2) 

1.565 5.0 0.36 36.9 15.4 0.52 56.3 61.6 22.5 

 
2.2  本构模型 

为准确模拟切削过程中土体材料的力学行为，

本研究将土体视为包含损伤特性的非线性弹塑性材

料。在弹性阶段，采用胡克定律描述土体的弹性行

为。在塑性阶段，采用扩展 Drucker-Prager 模型[22]

模拟土体塑性变形，该模型考虑了中主应力和静水

压力对屈服面的影响，并克服了 Mohr-Coulomb 模

型因屈服面角隅处塑性流动方向不唯一而导致的求

解困难，其屈服函数为 

d dtan 0F s p hβ= − − =          （1） 

3
1 11 1

2
q rs

K K q

   = + − −   
    

       （2） 

1 2 3
1 ( )
3

p σ σ σ= − + +          （3） 

式中： dF 为屈服函数；s 为偏应力；p 为静水压力；

q 为 Mises 等效应力；r 为偏应力第 3 不变量；K 为

偏平面上屈服面形状控制参数； 1σ 、 2σ 、 3σ 分别

为大主应力、中主应力、小主应力； dβ 和 h 分别为

扩展Drucker-Prager屈服面在p-s平面上的倾角和截

距。对于三维问题，可以将扩展 Drucker-Prager 模

型参数与 Mohr-Coulomb 模型参数相匹配，其原理

是使扩展Drucker-Prager模型和Mohr-Coulomb模型

在三轴应力状态下所反映的破坏准则一致。一方面，

Mohr-Coulomb 模型可以写作 

( ) ( )1 3 1 3 sin 2 cos 0cσ σ σ σ ϕ ϕ− + + − =    （4） 

式中：ϕ 为内摩擦角；c 为黏聚力。 
另一方面，三轴压缩与三轴拉伸状态下扩展

Drucker-Prager 模型可分别写为 

( ) ( )
d

d
1 3 1 3 c

d d

11 tan
3 01 12 tan 1 tan

3 6

ββσ σ σ σ σ
β β

−
− + + − =

+ +
 

（5） 

( ) ( )
d

d
1 3 1 3 c

d d

11 tantan 3 02 1 1 1tan tan
3 6K K

ββσ σ σ σ σ
β β

−
− + + − =

− −
 

（6） 

226 

10° 

15° 48

83 

40
0 d 

α 

y
z x 

100 

切削 方 向 
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式中： cσ 为抗压强度。为了使式（4）～（6）具有

一致性，可定义 

d

1
11 tan
3

K
β

=
+

            （7） 

比较式（4）～（6），可得 

d
6sintan

3 sin
ϕβ
ϕ

=
−

           （8） 

c
2 cos
1 sin

c ϕσ
ϕ

=
−

             （9） 

利用式（8）和式（9）即可实现扩展 Drucker- 
Prager 模型与 Mohr-Coulomb 模型参数匹配。在损

伤阶段，损伤起始准则基于材料塑性变形发展水平

定义： 
pl

pl
0

dεω
ε

=                （10） 

式中：ω 为损伤状态变量； pldε 为等效塑性应变的

增量； pl
0ε 为损伤开始时的等效塑性应应变。在求

解过程中，ω随土体塑性变形增加而增大，当ω = 1
时，材料损伤被激活并进入损伤演化阶段。在损伤

演化阶段，土体材料的软化行为由损伤演化方程定

义： 

( )e1 D= −σ σ             （11） 

pl
pl

y
e 0

f

du u
D

G
σ

=             （12） 

pl pl
f f
pl
0

pl pl
f y y0d duG L uε

ε σ ε σ= =        （13） 

式中：σ 为应力张量；σ 为有效应力张量； eD 为损

伤变量； yσ 为屈服应力； plu 为等效塑性位移；L
为单元特征长度； fG 为土体材料破坏时单位面积的

损伤能量耗散。通过在本构模型中求解土体域单元

积分点的损伤能量耗散，可为土体切削破坏面表征

提供依据。该模型通过 VUSDFLD 子程序嵌入到

Abaqus 中，程序流程图如图 2 所示。为便于将数值

模拟结果与试验结果进行直接比较，土体材料参数

按 Hoseinian 等[21]确定，该土样为黏土质砂，砂粒、

粉粒、黏粒的占比分别为 58.0%、19.3%、22.7%，

含水率为 13%。此外，基于本研究建立的数值方法

表征土体破坏面需要给定 fG ，该参数可通过使数值

模拟得到的切削力与试验测量的切削力相匹配来确

定，其合理性在于土体损伤能量耗散与刀具切削力 
做功直接相关。为确定 fG ，定义刀具切削力平均相

对误差 e 为 

DS DM VS VM

DM VM

1 100%
2

F F F F
e

F F
 − −

= + × × 
 

  （14） 

式中： DMF 和 VMF 分别为试验测量水平和竖直方向

的切削力，大小分别为 1.722 kN 和 0.285 kN（见

Hoseinian 等[21]）； DSF 和 VSF 分别为数值模拟的水平

和竖直方向的切削力。通过设定不同的 fG 值进行试

算，当平均相对误差 e < 5%时，确定 fG 。表 1 列出

了用于本研究数值模拟的所有土体材料参数。 

 

 
图 2  损伤模型实施流程图 

Fig.2  Flowchart of the implementation  
of the damage model 

 
2.3  土体破坏面表征 

完成求解后，由图 2 所示 VUSDFLD 子程序计

算的土体域单元积分点处的损伤能量耗散数据以及

积分点坐标将自动存储在结果数据库中，进而可以

基于土体域损伤能量耗散场表征土体破坏面，其基

本原理是土体破坏面上每单位面积的损伤耗散能量

相同。因此，对于整个土体域，土体破坏时损伤耗

散能量的等值面（即 fG 等值面）就是土体破坏面。

本研究基于 Marching Cubes 方法表征土体破坏面，

即通过对三维损伤耗散能量场中每 8 个相邻的数据

点构成的立方体单独进行分析，在每个立方体中生

成三角形破坏面并将这些三角形面片进行拼接形成

连续破坏面。 

调用 VUSDFLD 子程序 

读取土体材料参数 

从前一增量步中获取积分点应力和应变 

计算材料积分点等效塑料应变 

是否发生损伤 
否

计算单元特征长度 

是 

更新损伤变量 

更新应力张量 

返回主程序 

计算材料积分点损伤能量耗散 
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在立方体中生成三角形破坏面的关键在于确定

破坏面与立方体的相交模式。具体而言，如果立方

体顶点处的损伤耗散能量值超过或等于破坏阈值

fG ，则将该顶点逻辑状态变量赋值为 1，表示该顶

点在破坏面内部或位于破坏面上。如果立方体顶点

处的损伤耗散能量值低于破坏阈值 fG ，则将该顶点

逻辑状态变量赋值为 0，表示该顶点在破坏面外部。

基于此规则，当立方体某一棱边的两个顶点一个位

于破坏面外部（标记为 0）而另一个位于破坏面内

部（标记为 1）时，破坏面必定与该棱边相交。由

于每个立方体有 8 个顶点，每个顶点有 2 种可能的

状态（0 或 1），所以对于一个独立的立方体，破坏

面与立方体棱边可能存在 28（即 256）种相交模式。

考虑到各种模式之间的对称性，所有模式可以归纳

为 15 种典型情况，见图 3。 

 

 
 

 
 

 

图 3  破坏面与立方体相交模式的典型情况 
Fig.3  Typical cases of the intersection pattern between the 

three-dimensional soil failure surface and the cube 

 

为便于编程应用，可以基于立方体顶点状态将

所有可能出现的相交模式以列表形式给出，进而通

过查表快速判定立方体哪条棱边与破坏面相交，交

点准确位置可通过线性插值确定： 

( )f 1
1 2 1

2 1
x x x x

G GP P P P
G G

−= + −
−

      （15） 

( )f 1
1 2 1

2 1
y y y y

G GP P P P
G G

−= + −
−

     （16） 

( )f 1
1 2 1

2 1
z z z z

G GP P P P
G G

−= + −
−

      （17） 

式中： xP 、 yP 和 zP 为破坏面与立方体棱边交点的

坐标； 1xP 、 1yP 、 1zP 及 2xP 、 2 yP 、 2zP 分别为立方

体棱边两个端点的坐标； 1G 和 2G 分别为立方体棱

边两个端点处的损伤耗散能量值。 
基于上述算法，本研究通过 Abaqus 二次开发

接口（Abaqus Python API）开发了能够直接生成切

削过程中任意时刻三维土体破坏面的 Python 脚本

程序，具体实现步骤如下： 
步骤 1 创建分析步引用变量，读入所需时刻的

土体域有限元积分点坐标及损伤能量耗散数据； 
步骤 2 建立包含 256 个元素的相交模式索引

表； 
步骤 3 依次取相邻的 8 个数据点构成正六面

体，根据“0−1”标记规则确定相应的索引值，根

据索引值查找索引表确定相交模式； 
步骤 4 根据相交模式确定相交棱边，基于线性

插值确定棱边上交点的具体位置，连接交点得到三

角形破坏面； 
步骤 5 遍历整个土体域中所有正六面体，循环

执行步骤 3、4，生成连续完整的三维土体破坏面。  

3  结果 
3.1  平面刀具土体切削破坏面结果 
3.1.1 土体破坏面形成过程 

图 4 所示为平面刀具切削角度为 45°、切削深

度为 100 mm 时，不同切削距离 cd 对应的土体破坏

面结果。该模型求解所用硬件设备为 CPU i9-9900KF，
GPU GT730，主频 3.6 GHz，内存 64 GB，硬盘 2T，
求解时间约为 2.5 h，Python 脚本程序运行时间约为

3 min，在求解效率方面能够满足工程应用需求。从

图 4 中可以看出，在刀具侵入土体的起始阶段，刀

具切削刃首先接触到土体前表面，导致切削刃附近

的土体材料发生破坏。随着刀具持续前进，土体破

坏区域逐渐扩大。当切削距离达到 200 mm 时刀具

完全切入土体，此后土体破坏面形状几乎保持不变。

从图 4 中还可以看出，数值模拟获得刀具前方土体

破坏轮廓呈月牙形，与经典理论模型中的理想化假

设相符[3-4]。图 5 给出了切削过程中土体破坏面尺寸

的变化曲线，可以看出，在刀具侵入土体的起始阶

段，土体破坏面尺寸显著增大，当刀具进入完全切

削状态后，土体破坏面尺寸则趋于稳定。由于土体

切削是一个动态过程，土体破坏面的稳定可以通过

外部输入能量和维持土体材料破坏所需能量之间的

平衡来解释。在实际工程中，除机具启停阶段外刀

具均处于完全切削状态，因此，以下章节主要讨论

完全切削状态下的土体破坏面特征。 

(a) 情况1    (b) 情况2    (c) 情况3    (d) 情况4    (e) 情况5

(f) 情况6    (g) 情况7    (h) 情况8    (i) 情况9    (j) 情况10

(k) 情况11   (l) 情况12   (m) 情况13   (n) 情况14   (o) 情况15
逻辑状态变量值为1的顶点  逻辑状态变量值为0的顶点   插值点
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(a) dc=50 mm                   (b) dc=100 mm 

 

   
(c) dc=150 mm                 (d) dc=200 mm 

 

   
(e) dc=300 mm                  (f) dc=400 mm 

 

  
(g) dc=500 mm                 (h) dc=600 mm 

图 4  土体破坏面形成过程 
Fig.4  Formation process of the three-dimensional soil 

failure surface 

 

 
图 5  土体破坏面尺寸变化曲线 

Fig.5  Evolution curves of the sizes of three-dimensional 
soil failure surfaces 

 
3.1.2 不同切削角度和深度下的土体破坏面 

为验证本研究建立的土体切削破坏面表征方法

有效性和稳健性，本节模拟了不同切削角度和深度

下土体与平面刀具之间的相互作用，提取了相应的

土体破坏面，并讨论了切削角度和切削深度对土体

破坏面的影响。 
为便于进行比较，将不同切削角度和深度下的

土体破坏面均绘制于 z-x 坐标面。用于绘制土体破

坏面的坐标系，如图 6 所示，z 轴沿土体自由表面

与刀具前表面交线建立，x 轴从刀具宽度中点开始

沿切削方向建立。z-x 坐标面上土体破坏面结果如 
图 7 和图 8 所示，图中刀具切削刃重合，虚线 AF、
FE 和 ED 的含义与图 6 中对应线段的含义相同，虚

线颜色与相应的土体破坏面颜色相同。 

 

 
图 6  土体破坏面的定量表征 

Fig.6  Quantitative characterization of the 
three-dimensional soil failure surface 

 
图 7 所示为切削深度为 100 mm，切削角度分

别为 30°、45°和 60°情况下的土体破坏面。从

图 7 可以看出，不同切削角度下的土体破坏面形状

相似，破坏面大小随切削角度增加而增加，但切削

角度对破坏剖面的影响并不显著。图 8 所示为切削

角度为 45°，切削深度分别为 50、100、150 mm
情况下的土体破坏面。从图 8 可以看出，不同切削

深度下的土体破坏面形状也相似，但破坏面大小随

切削深度的增加而显著增加。因此，增大切削深度

可以有效扩大土体扰动范围。图中，α 为切削角度，

d 为切削深度。 
3.1.3 土体破坏面的定量表征 

土体破坏面可通过破坏面宽度 W、破坏距离 R、
土体扰动面积 S 以及剪切破坏角 β 等特征参数进行

定量表征。下面将数值模拟获得的不同切削角度和

深度下的土体破坏面结果与理论计算结果进行对比

分析。根据 McKyes-Ali 模型，土体破坏面宽度 W、

破坏距离 R、土体扰动面积 S 可由以下公式计算： 

cot2 sin arccos dW w R
R

α  = +     
    （18） 
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图 7  不同切削角度下的土体破坏面 

Fig.7  Three-dimensional soil failure surfaces under 
different cutting angles 

 

 
图 8  不同切削深度下的土体破坏面 

Fig.8  Three-dimensional soil failure surfaces under 
different cutting depths 

 

( )cot cotR d α β= +          （19） 

( )
2

w W d
S

+
=             （20） 

式中：w 为刀具宽度。剪切破坏角 β 通过最小化无

量纲因子 HNγ 确定： 

d
0

d
HNγ

β
=              （21） 

为便于与经典理论模型的计算结果进行比较，

数值模拟的土体破坏面特征参数采用与经典理论模

型相同的定义方式。如图 6 所示，点 A～F 的含义

与 McKyes-Ali 理论模型一致[3]。根据定义，土体破

坏面宽度为刀具切削刃正上方的土体破坏宽度，即

图 6 中 AD 的长度；破坏距离等于月牙形破坏轮廓

的半径，即图 6 中 BF 或 CE 的长度；土体扰动面积

为垂直于 x 轴并通过直线 AD 的竖直平面内形成的

切削沟槽的横截面面积；剪切破坏角为刀具正前方

的土体破坏面相对于水平面的倾角，其大小可在纵

向对称面（即通过 x 轴的竖直平面）内直接测量。

具体结果如图 9、10 所示。 

3.1.4 破坏面宽度 
由图 9 可见，当切削角度从 30°增加到 60°

时，数值模拟得到的破坏面宽度从 429 mm 增大到

467 mm，理论计算值由 498 mm 增大到 520 mm。

在切削角度为 30°、45°和 60°时，数值模拟结

果相对于理论计算值的误差分别为 13.9%、8.5%和

10.2%。数值模拟和理论计算结果均表明，切削角

度对破坏面宽度的影响较小。相比之下，当切削深

度增加时，破坏面宽度将显著增大（见图 10）。切削

深度为150 mm的破坏面宽度约为切削深度为50 mm
破坏面宽度的两倍。在切削深度为150 mm和50 mm
时，数值模拟结果相对于理论计算值的误差分别为

12.4%和 1.9%。实际上，破坏面宽度将随宽深比（刀

具宽度/切削深度）增大而趋近于刀具宽度。当宽深

比趋于无穷大时，土体侧向破坏可以忽略不计，破

坏面宽度等于刀宽。图 8 所示的数值模拟结果很好

的体现了这一趋势，由图 8 可见，大宽深比下的破

坏面宽度更接近刀具宽度。 

 

 
图 9  不同切削角度下的土体破坏面宽度、 

破坏距离、扰动面积及剪切破坏角 
Fig.9  The width, rupture distance, disturbed soil area, and 

shear failure angle of the three-dimensional soil failure 
surface under different cutting angles 
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图 10  不同切削深度下的土体破坏面宽度、 
破坏距离、扰动面积及剪切破坏角 

Fig.10  The width, rupture distance, disturbed soil area, 
and shear failure angle of the three-dimensional soil failure 

surface under different cutting depths 

 

3.1.5 破坏距离 
当切削角度从 30°增加到 60°时，数值模拟得

到的破坏距离从 346 mm 减小到 256 mm（见图 9）。
虽然数值模拟结果大于理论计算值，但两种方法获

得的破坏距离均随切削角度增大而减小。进一步分

析可知，引起这种减小趋势的主要原因是不同切削

角度下刀具切削刃相对于刀具与土体自由表面交线

（图 6 中 EF 线）的位置发生改变。实际上，刀具

切削刃与破坏面前缘之间的距离将随切削角度增加

而略有增大，图 7 所示的数值模拟结果很好地说明

了这一结论。此外，图 10 表明，数值模拟得到的破

坏距离随切削深度增加而增大，并且理论计算结果

呈现出相同的变化趋势。当切削深度从 50 mm 增 
加到 150 mm 时，数值模拟得到的破坏距离增大了

1.32 倍，理论计算值增大了 1.75 倍。 
3.1.6 土体扰动面积 

从图 9 中还可以看出，当切削角度从 30°增加

到 60°时，数值模拟和理论计算得到的土体扰动面

积均有所增大。切削角度为 30°、45°和 60°时

数值模拟结果相对于理论计算值的误差分别为

1.0%、11.8%和 16.8%。另一方面，由图 10 可知，

数值模拟和理论计算得到的土体扰动面积随切削深

度增加而显著增大。当切削深度从 50 mm 增加到

150 mm时，数值模拟得到的土体扰动面积由138 cm2

增大到 629 cm2，而理论计算值由 103 cm2 增大到

577 cm2。 
3.1.7 剪切破坏角 

由图 9 和图 10 可知，数值模拟和理论计算得到

的剪切破坏角均随切削角度增大而减小，随切削深

度增大而增大。模拟值与理论值之间的较大差异仅

出现在切削角度为 30°的情况（相差 13.7°）。随

着切削角度增大，模拟值与理论值之间的差异显著

减小。由式（19）可知，对于切削深度和切削角度

固定的特定工况，剪切破坏角 β 与破坏距离 R 呈负

相关，因此理论计算与数值模拟的剪切破坏角存在

差异可能是理论模型中假设的破坏面形状与实际破

坏面形状存在偏差所致，特别是小切削角度下理论

模型对破坏距离的估计误差，会直接导致剪切破坏

角的计算出现偏差。但从总体上看，图 9、10 中数

值模拟的剪切破坏角随切削角度和切削深度变化的

趋势与理论计算结果是相符的。 
3.1.8 刀具切削力 

表 2 列出了不同切削角度和深度下平面刀具切

削力的数值模拟及理论计算结果。由表 2 可见，当

切削角度从 30°增加到 60°时，数值模拟的水平

方向切削力由 622.3 N 增大到 1 698.2 N，竖直方向

切削力则由 390.8 N 减小到 71.2 N，水平及竖直方

向切削力随切削角度变化的趋势与理论计算结果相

符，导致这种变化趋势的原因是随着切削角度增大，

刀具所受总切削力在水平方向的分量显著增大，沿

竖直方向的分量则逐渐减小。当切削深度从 50 mm
增加到 150 mm 时，数值模拟得到的水平方向切削

力由 283.5 N 增大到 2 088.2 N，竖直方向切削力则由

86.7 N 增大到 613.9 N，变化趋势与理论计算结果一

致。水平及竖直方向切削力随切削深度增大而增大

的原因是随着切削深度增大，刀具需要切削的土体

体积增加，进而导致土体破坏所需能量增加。此外，

由表 2 还可以看出，理论计算得到的切削力总体上

大于数值模拟结果。事实上，McKyes 等[23]在对大

量土体切削试验的切削力结果进行统计分析后发

现，McKyes-Ali 模型预测的切削力在总体上也大于

试验结果，这可能是由于理论模型中假定的土体破

坏面与实际土体破坏面存在偏差所致。 
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表 2  不同切削角度和深度下刀具切削力模拟值和理论值 
Table 2  Simulation and theoretical values of cutting forces 

at different cutting angles and depths 
α 

/ (°) 
d 

/ mm 
Hs 

/ N 
Ht 

/ N 
eH 

/ % 
Vs 
/ N 

Vt 
/ N 

eV 
/ % 

30 100 622.3 748.6 16.9 390.8 476.9 18.1 
45 100 959.7 1 132.4 15.3 297.1 357.0 16.8 
60 100 1 698.2 1 890.5 10.2  71.2  82.5 13.7 
45  50 283.5 374.5 24.3  86.7 118.1 26.6 
45 100 959.7 1 132.4 15.3 297.1 357.0 16.8 
45 150 2 088.2 2 298.0  9.1 613.9 724.6 15.3 

注：Hs为水平方向切削力模拟值；Ht为水平方向切削力理论值；eH 为水

平方向切削力模拟值相对于理论值的误差；Vs 为竖直方向切削力模拟

值；Vt 为竖直方向切削力理论值；eV为竖直方向切削力模拟值相对于理

论值的误差。 

 
3.2  复杂刀具土体切削破坏面结果 

为进一步验证本文提出的土体破坏面表征方法

对于复杂刀具土体切削问题的适用性，本节对双翼

犁刀土体切削过程进行数值模拟，并将数值模拟获

得的土体破坏面与试验数据进行直接对比，数值模

结果见图 11。为便于观察，图 11(a)和 11(b)分别给出

了土体破坏面在y-z和 z-x坐标面上的数值模拟结果。 

 

 
(a) y-z 坐标面视图 

 
破坏距离 

 
(b) z-x 坐标面视图 

图 11  数值模拟获得的土体破坏面 
Fig.11  Three-dimensional soil failure surface obtained 

from numerical simulation 

 
从 11(a)可以看出，在竖向截面上，土体破坏面

自双翼犁刀两侧切削刃处自然地扩展至土体自由表

面，刀具正下方土体呈现轻微向上隆起。这一现象

与进行的原位试验结果一致[24]。出现这种现象的原

因是刀具两侧翼对称地向下倾斜，从而形成向上的

凸角。刀具正下方土体破坏形态表现出对刀具形状

的顺应性，这说明本文提出的数值方法能够有效反

映刀具形状对土体破坏面的影响。 
此外，Hoseinian 等[21]在切削试验研究中发现，

双翼犁刀作用下，土体破坏面由月牙形主破坏面和两

个侧向破坏面组成，前者由刀具整体的切削作用产生，

而后者由刀具两翼的局部切削作用产生（见图 12）。
数值模拟很好地再现了这种破坏模式，如图 11(b)
所示，刀具前方形成了一个新月形主破坏面，两侧

翼前方形成了两个对称分布的侧向破坏面。这种特

定的破坏模式进一步证明了本文提出的数值方法能

够有效反映刀具形状对土体破坏面的影响。 
通过数值模拟获得的土体破坏面宽度、破坏距

离及土体扰动面积分别为 569、183 mm 和 613 cm2，

相应的试验测量值分别为 520、190 mm 和 566 cm2，

相对误差分别为 9.42%、3.68%和 8.30%。此外，数

值模拟获得的双翼犁刀水平及竖直方向的切削力分

别为 1 813 N 和 275 N，相应的试验测量值分别为  
1 722 N 和 285 N，相对误差分别为 5.3%、3.51%。

考虑到试验测量存在误差，可以认为数值模拟结果

与试验结果相符，从而验证了本文提出的土体破坏

面表征方法对于复杂刀具土体切削问题的适用性。 

 

 
图 12  切削试验获得的土体破坏面 

Fig.12  Three-dimensional soil failure surface obtained 
from cutting tests 

4  结  论 

（1）基于土体介质单位面积损伤能量耗散特征，

提出了一种新的能够直接获取完整三维土体切削破

坏面的数值方法。 
（2）土体破坏面的形成过程可分瞬态阶段和稳

态阶段。在瞬态阶段，土体破坏面随刀具前进逐渐

扩大；在稳态阶段，土体破坏面形状几乎保持不变。 
（3）通过对不同工况条件下的平面刀具土体切

削过程进行数值分析，验证了提出的土体切削破坏

面表征方法的有效性和稳健性，阐明了切削角度和

深度对破坏面宽度、破坏距离、土体扰动面积和剪

破坏距离 

破坏面宽度 

破坏面宽度 

226 mm
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切破坏角等参数的影响规律。 
（4）基于本文提出的数值方法表征的双翼犁刀

土体破坏面形状、宽度和破坏距离均与试验结果相

符，验证了提出的土体破坏面表征方法对复杂刀具

的适用性。 
（5）本文提出的三维土体切削破坏面表征方法

对深入理解土体-刀具相互作用机制具有重要意义，

能够为切削刀具优化设计、切削工艺参数优化设置

以及工程装备整体能耗降低等相关工作提供依据。  
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