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盾构隧道环向开挖面破坏机制及剪胀效应研究 
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（1. 河海大学 岩土力学与堤坝工程教育部重点实验室，江苏 南京 210098； 

2. 华东建筑设计研究院有限公司上海地下空间与工程设计研究院，上海 200011） 

 

摘  要：采用刚性滑块构建两种圆形隧道失稳环向开挖面破坏模式，利用编制的非线性规划程序求解隧道失稳环向开挖面支

护力系数T /c（T为均布支护荷载，c 为有效黏聚力）最优上限解及地层破坏模式，揭示地层参数对隧道稳定性的影响，提

出简单实用的极限支护力简化公式。研究结果表明：不排水条件下，当隧道埋深比 H/D（H 为埋深，D 为隧道直径）和重度

系数D/c（ 为重度）较小时，破坏区域主要集中在隧道中上部，随着 H/D 和D/c 增大，滑移线起始位置沿着隧道轮廓逐渐

向隧道底部扩展，破坏区域向水平方向扩展。排水条件下，地层破坏模式主要有 3 种。当内摩擦角 和D/c 较大时，随着剪

胀系数的减小，极限支护力和地层破坏范围变化较大，甚至可能引起破坏模式的改变。针对不同深度提出的极限支护力简化

公式可快速获得隧道环向开挖面极限支护力。 
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中图分类号：U 451          文献标识码：A          文章编号：1000－7598 (2022) 07－1833－12 
 
 

Failure mechanism of shield tunnel circumferential excavation face and the 
influence of the dilatancy effect on the tunnel stability 

 
ZHANG Jian1,  QI Rui-yu1,  ZONG Jing-yao2,  FENG Tu-gen1 

（1. Key Laboratory of Ministry of Education for Geomechanics and Embankment Engineering, Hohai University, Nanjing, Jiangsu 210098, China; 
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Abstract: Rigid sliding blocks are used to construct two failure modes of the tunnel's circumferential excavation surface of circular 

tunnel. The compiled nonlinear programming program is used to solve the optimal upper bound solution of the support force 

coefficient T /c (T is uniformly distributed support load and c is the effective cohesion) and the stratum failure mode so as to reveal 

the influences of stratum parameters on tunnel stability. A simple and practical simplified formula for the ultimate support force of the 

tunnel's circumferential excavation surface is proposed. For undrained condition, the failure region is mainly concentrated in the 

upper part of the tunnel when the tunnel depth ratio H/D (H is the buried depth and D is the tunnel diameter) and the gravity 

coefficient D/c ( is unit weight) are small. With the increase of H/D and D/c, the starting position of the slip line gradually expands 

to the bottom of the tunnel along the tunnel contour, and the failure region expands to the horizontal direction. For drainage 

conditions, there are three main stratum failure modes. When the internal friction angle  and D/c are large, with the decrease of the 

dilatancy coefficient, the ultimate supporting force increases significantly, and the range of failure region varies greatly, which may 

even cause a change in the failure mode. The ultimate supporting force of the tunnel circumferential excavation surface can be 

quickly obtained through the proposed simplified formulas. 

Keywords: shield tunnel; rigid block method; failure mechanism; ultimate support force; non-associated flow rule 

 

1  引  言 

城市盾构隧道施工过程中，工程师主要基于已

有施工经验确定隧道初始施工参数，并根据洞内外

反馈信息（如水平收敛和出渣量等），实时调整施工

参数，以达到地层变形控制的目的。然而，由于选

线和经济成本等因素的限制，城市盾构隧道不可避

免地会遇到上覆土层厚度较薄的情况，易因施工参
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数调整不当引发地层塌陷破坏，出现地下、地上构

筑物损坏及车辆陷落等事故。如慕尼黑地铁(1993)、

伦敦希思罗机场快线隧道(1994)、巴黎地铁(2003)、

南京地铁(2007)、开罗地铁(2009)、广州地铁 8 号线

(2013)和佛山地铁 2 号线(2018)等等。大量的工程事

故案例表明，城市盾构隧道施工引发的地层塌陷具

有随机性、不可预料性和高危害性等特征，不仅造

成严重的经济损失和恶劣的社会影响，甚至威胁人

民生命安全[1]。 

塑性力学中极限分析法不考虑岩土体复杂的

弹塑性过程，对岩土体稳定性分析具有较好的适用

性。不同于极限平衡法和滑移线法，极限分析法构

建的破坏模式除满足静力平衡条件和屈服条件外，

还通过流动法则将应力−应变关系引入岩土体稳定

性分析中，计算结果具有严格的理论基础。其中，

假定破坏模式极限分析法是研究浅覆隧道稳定性的

常用方法。由于隧道横向跨度较纵向长度可忽略不

计，部分学者将隧道环向开挖面稳定性问题近似简

化为平面应变问题进行研究。Atkinson[2]、Davis[3]、

杨峰[4]、杨小礼[5]、宋春霞[6]和黄茂松[7]等通过隧道

周边刚性块体构建破坏模式，并允许块体之间产生

速度或应力间断。Osman 等[8]则提出一种基于地层

连续变形的破坏模式，其假定滑移面外侧区域为刚

性体，仅滑移面之间发生相容的塑性流动变形。隧

道开挖面稳定也是隧道极限分析领域中重要的研究

课题之一，Leca[9]、Lee[10]和 Sourbra[11]等采用刚性

锥体构建隧道开挖面塌陷和隆起破坏三维破坏模

式，探讨了隧道开挖面失稳地层滑动特征。随后，

Mollon 等[12]采用空间离散手段，利用“点对点”的方

式构建更为灵活的破坏模式，该破坏模式能够使得

隧道开挖面整个圆形区域发生破坏，而不像原方法

中的局部椭圆区域破坏，进一步提高了上限解的精

度。同时，Mollon 等[13]提出一种基于地层连续变形

的环面破坏模式，并采用半离散化的有限差分法研

究了隧道开挖面隆起和坍塌破坏。随后，Klar[14]和

Zhang[15]等提出一种描述地层塑流场的闭合解析

式，有效地提高了 Mollon 等[13]计算的极限荷载上

限解精度。考虑到三维破坏模式较为复杂，陈峥[16]

和吴奔[17]等将三维破坏模式简化为二维破坏模式，

建立了对数螺线机动破坏模型，通过模型进行离散

化，实现了破坏区域内部系统耗散功率精确计算，

利用上限法推导出隧道支护力上限解。 

需要说明的是，上述研究大多假定模型满足关

联流动法则，增加了岩土体剪胀效应，计算的极限

荷载偏于危险，尤其针对内摩擦角较大的地层。基

于此，本文首先提出浅覆隧道不排水条件下刚体平

动滑块简化破坏模式；其次，考虑土体非关联流动

特性，提出并修正了排水条件下的刚体滑块破坏模

式，揭示表征隧道失稳状态的场量分布特征及岩土

体滑动轨迹演变规律，厘清盾构隧道失稳诱发的地

层塌陷灾变机制，并通过数值模拟和已有理论成果

对比验证；最后，提出浅覆隧道极限荷载上限解简

化公式。预期成果可望提高现场施工人员对盾构隧

道失稳地层塌陷灾变机制的认识和地层塌陷事故预

警能力，对提高我国城市盾构隧道施工风险分析和

控制水平具有重要理论意义。 

2  隧道环向失稳多滑块破坏模型构建 

2.1  刚性滑块上限法 

刚性滑块多块体假定破坏模式上限法是假定

破坏模式上限法中最常见的方法之一。其主要基于

极限分析上限法原理，将隧道破坏范围划分为由多

个刚性滑块组成的区域，通过假定的破坏模式及相

应机动许可速度场建立力学模型，推导模型中各点

之间的几何、速度及应力等关系，最终基于数学规

划模型获得极限荷载（或安全系数）的上限解的方

法。由于假设能量耗散只发生在刚性块体之间的速

度间断面上，刚性块体内部不产生内耗散功率，因

而简化了计算过程。 

2.2  刚性滑块破坏模式 

结合工程经验和已有成果可知：当隧道周边地

层发生失稳时，隧道顶板上方一定范围内的围岩由

于受到其周围岩土体约束的影响，主要发生竖直方

向上的位移；隧道轴线两侧岩土体则会有一定的水

平向及竖向位移；排水条件下的某些工况，塑性破

坏可能仅在隧道周边发生而不延伸至地表。因此，

参考 Davis[3]和黄茂松[7]等的做法，假定土体遵从

Mohr-Coulomb 屈服准则，考虑模型的对称性，建

立如图 1 所示隧道环向开挖面平面应变破坏模式。 

由图 1 可知，两种破坏模式中隧道轴线侧向均

由一个底部三边形和多个凸四边形滑块组成。图 1(a)

中隧道顶板上方破坏区域为五边形滑块，而图 1(b)

中为不延伸至地表四边形刚性滑块。其中：隧道直

径为 D，埋深为 H；地表水平，仅考虑隧道内轮廓

作用均布支护荷载 T ；土体重度为  ，有效黏聚力

为 c，土体内摩擦角为；破坏模式中刚性滑块与

隧道的接触边为圆弧边。各个滑块参数由角度变量

1 , 2 ....., 1n  , 1 , 2 ....., 2n 确定，n 为隧道轴

线侧向滑块数量，a1, a2....., an+1和 b1, b2....., bn+1 为节

点编号，vi为滑块 i 的速度，vir为滑块的相对速度。 
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(a) 模式 1 

    
(b) 模式 2 

图 1  刚性滑块假定破坏模式 
Fig.1  Failure mode with rigid blocks 

 

2.3  隧道环向开挖面支护力上限求解 

2.3.1 刚性滑块几何参数递推 

根据构建的隧道环向开挖面破坏模式推导如

下几何参数及速度场递推公式： 

隧道轴线侧向底部三边形刚性滑块边长递推

公式为 
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(i=1,……, n1)                       （4） 
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其中，式（5）为破坏模式 1 隧道顶部五边形滑块侧

边长，式（6）为假定破坏模式 2 隧道顶部四边形滑

块侧边长。 

2.3.2 刚性滑块速度场递推 

假设第 i 个滑块的绝对速度为 vi，第 i 个滑块与

第 i+1 个滑块的相对速度为 vir，根据刚性滑块平动

速度相容条件，绝对速度与相对速度的数值递推关

系有： 
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2.3.3 支护力上限解 

（1）外功率计算 

不考虑地表超载工况下，破坏区域的外功率

Pext 包括土体重度功率 Pr 和开挖面支护力所做功率

WP ，则有： 
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式中： i 为第 i 个滑块速度与竖直方向夹角；Si 为 
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第 i 个滑块的面积； TdnS
v S 表示支护力作用下隧道 

开挖面滑块向隧道内坍塌的速度场；假设隧道内轮 

廓作用均布支护力荷载 T ， T
T dnS

v S  即为开挖面 

支护力所作功率； T
nv 为隧道开挖面外法向方向速

度，即环向支护力作用方向速度；S 为隧道开挖面

发生塑性变形区域，即刚性滑块总面积。 

（2）内部耗散功率计算 

由于能量耗散仅发生在刚性块体速度间断面

上，则沿速度间断面 a1b1, a2b1, a3b2, ......, an+1bn, b1b2, 

b2b3, ......, bnbn+1的内部耗散功率 Pint为 

 int 1 1 1 1 1 1
1

cos
n

i i ir i i i
i

P c a b v b b v a b v   


        
  （14） 

（3）支护力求解 

求解目标函数上限解的极限分析上限定理表

述为：对于任意的运动许可塑性应变率场和速度场，

由虚功率方程确定的极限荷载大于或等于真实的极

限荷载。通过建立虚功率方程 int extP P ，并引入无

量纲化参数隧道埋深比 H/D、土体重度系数 /D c 、

土层内摩擦角，求得目标函数隧道环向开挖面极

限支护力上限解为 
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1 2

1
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d d
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
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


 

                 

 
 
 

 

 

 

              （15） 

此时求解目标函数（隧道极限支护力）转化为

一个非线性规划问题，本文通过 Matlab 软件中求解

非线性规划问题约束最优化问题的 Fmincon 函数，

编制非线性规划极限分析程序，进行角度变量优化，

从而求解隧道环向开挖面极限支护力最优上限解及

对应破坏模式。针对盾构隧道，此极限荷载的反力

作用在管片上，可利用这个极限荷载进行管片强度

和抗裂等方面的验算，指导管片中混凝土材料等级、

配筋、螺栓强度等方面的设计。 

3  不排水条件隧道环向开挖面破坏
机制 

3.1  极限支护力和破坏模式变化规律 

3.1.1 极限支护力 

图 2 为不用 H/D 和 /D c 下极限支护力系数变

化曲线（计算过程中先采用破坏模式 1 计算，当延

伸至地表的滑动面和隧道轴线相交时，采用破坏模

式 2重新进行计算）。当H/D不变时， T / c 和 /D c
近似呈线性正相关关系，且斜率随着 H/D 的增加而

增大。即提高土体的黏聚力 c 能够提高隧道周边地

层稳定性，隧道埋深越深，效果越明显。当 /D c 较

小时，隧道埋深越深， T / c 越小，隧道稳定性越

好；随着 /D c 增大， T / c 随 H/D 增加而增大，

即此时埋深越深隧道稳定性越差。这主要因为当 c

较大时，土体黏聚力对隧道稳定性起主要作用，随

着 H 的增大，隧道上部土体自稳能力强，可形成稳

定的坍落拱（相较于浅埋隧道上覆荷载更小），维持

隧道稳定所需的极限支护力就越小。随着 c 减小，

地层自稳能力变差，难以形成有效坍落拱，此时上

覆土体均为作用于隧道的外荷载，维持隧道稳定所

需的极限支护力就越大。 

 

 
图 2  T /c 和 D/c 关系曲线 

Fig.2  Relationship between T /c and D/c 

 

3.1.2 破坏模式 

图 3 为典型数据绘制不同隧道 H/D下隧道破坏

模式图。由图可知，当隧道埋深比 H/D 和 /D c 较

小时，破坏区域主要集中在隧道中上部。随着 H/D

或 /D c 的增大，塑性破坏区域沿着隧道轮廓逐渐

向隧道底部扩展，可能引起隧道底板隆起破坏。此

外，破坏区域在水平方向影响范围也随 H/D 或

/D c 的增加而增大，最大水平方向影响范围可增

大甚至 145%。 

3.2  极限荷载上限解和破坏模式对比 

为了验证本文提出破坏模式的正确性，将极限

支护力和破坏模式理论计算结果分别与数值模拟和

Wilson 解[18]对比分析。 
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(a) H/D 的影响 

 
(b) D/c 的影响 

图 3  H/D 和D/c 对地层破坏模式的影响 
Fig.3  Effect of H/D and D/c on the failure mode 

 

3.2.1 数值模拟结果对比 

采用 ABAQUS 软件构建平面应变隧道力学模

型。其中，隧道埋深 H=6 m，隧道直径 D=6 m，土

层重度 =20 kN/m3，土体黏聚力 c 分别为 30、40、

60、120 kPa。取 3～5 倍的 D 为计算模型范围，即

X 方向（模型宽度）为 30 m，Y 方向（模型高度）

为 48 m。土体采用摩尔−库仑材料力学模型。地表

面为不施加约束自由面，土体四周边界施加变形约

束。参考文献[19]，以发生位移突变为失稳判据，

采用试算的方法求解极限支护力。数值计算流程为： 

（1）建立地层分析模型，设置好边界、荷载条

件，进行初始地应力平衡，模拟地层初始态，消除

初始应力对模型建立的影响； 

（2）采用生死单元法模拟隧道开挖，施加隧道

开挖面支护力，随后逐渐减小所施加的开挖面支护

力，记录每步施加的支护力与开挖面附近土体位移； 

（3）不断减小施加的隧道开挖面支护力，直至

位移值发生突变时，停止计算。 

表 1 将数值模拟结果和本文理论计算结果进行

对比。两种方法的计算结果较为接近，且本文方法

计算结果略大于数值解，根据上限定理，本文方法

获得的结果精度更高。 
 

表 1  计算结果对比 
Table 1  Comparison of calculation results 

H /D D/c 数值解 本文解 差值 差值比/%

1 1 −1.42 −1.34 0.08  0.06 

1 2 −0.17 −0.11 0.06  5.50 

1 3  1.08  1.20 0.12 10.00 

1 4  2.50  2.61 0.11  4.20 

将典型工况下数值模拟开挖面失稳塑性区云

图与刚性滑块破坏模式绘制在图 4 中，V1和 V7为块

体 1 和 7 的速度方向。 

 

        
(a) 破坏形态对比 

  
(b) 开挖面失稳位移矢量图     (c) 刚性滑块破坏模式速度场 

图 4  破坏模式对比 
Fig.4  Comparison of failure modes 

 

对比发现，云图中塑性变形大的区域与刚性滑

块法假定破坏区域较为吻合，两种方法求解的失稳

破坏形态均表现为隧道失稳起始于边墙近底板处并

延伸至地表。此外，将两种方法求解的隧道失稳破

坏塑性变形方向绘制在图 4 中。由图 4(b)可看出，

当隧道发生失稳时，隧道顶部区域主要发生竖直向

下的位移，并随埋深增大土体变形逐渐趋向水平位

移，这与刚性滑块破坏模式速度场描述的隧道失稳

塑性变形方向（见图 4(c)）趋势一致。因此，可以

认为本文提出的刚性滑块破坏模式求解能够较好地

反映隧道失稳破坏特征。 

3.2.2 文献结果对比 

目前针对不考虑地表超载工况下隧道环向极

限支护力的研究极少，而当在不排水条件（ =0°）

下考虑地表超载 s 时，根据相关联流动法则，此时

土体不发生体积变化，外荷载所作功率表示为
T

W s T( ) dnS
P v S    ，与不考虑地表超载工况外功

功率等效。因此选取不排水条件下本文方法结果与

文献[18]中考虑地表超载工况结果对比验证。 

将 Wilson 等[18]计算的结果绘制在图 2 中。对比

发现本文假定破坏模式求解的计算结果接近且略大

于 Wilson 等[18]所得上限解。 

由数值结果和文献[18]结果对比可知，本文假

定刚性滑块假定破坏模式是合理的，且计算获得的

上限解精度足够高。 
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4  排水条件隧道环向开挖面破坏机制 

前述章节分析主要建立在 Mohr-Coulomb 屈服

准则，并假定岩土材料遵从相关联流动法则。然而，

研究成果表明，岩土体材料一般不遵从相关联流动

法则[20]。上述分析针对的是不排水条件（ =0°），

基于关联流动法则的结果与非关联流动法则结果一

致，稳定性计算结果与实际接近。而当 >0°时，基

于关联流动法则，会导致岩土体产生较大的剪胀，

对隧道稳定性评价结果偏于危险。因此，本节通过

对土体强度参数进行修正引入非关联流动法则，研

究剪胀角等参数对临界支护力和地层破坏机制等的

影响。 

当岩土体材料满足 Mohr-Coulomb 屈服准则，

并同时遵从相关联流动法则，则其剪胀角 等于内

摩擦角。若假定岩土体材料满足非关联流动法则，

则此时剪胀角不再等于内摩擦角，可通过引入剪胀

系数计算剪胀角[20]，采用下式对岩土体强度参数进

行修正： 

/                 （16） 

* cos cos
tan tan

1 sin sin

  
 




        （17） 

* cos cos

1 sin sin
c c

 
 




          （18） 

式中： 为剪胀系数； *c 和 * 为修正后的岩土体黏

聚力和内摩擦角。 

4.1  隧道稳定性参数敏感性分析 

为分析排水条件下参数对隧道环向开挖面稳

定性的影响，选取计算参数为：隧道埋深比 H/D=1～

4，土体重度系数 /D c =0～4，土层内摩擦角

 =5°～35°，剪胀系数 =0～1。通过计算发现，破

坏模式主要分为①第 1 种破坏模式：隧道周边土体

破坏范围起始于隧道边墙，延伸至地表，破坏发生

在隧道边墙两侧及顶板上方；②第 2 种破坏模式：

隧道周边土体破坏范围起始于隧道底板位置，延伸

至地表，破坏基本围绕隧道周边区域（底板、边墙

及顶板）发生；③第 3 种破坏模式：隧道周边土体

破坏范围集中在隧道边墙及顶板上方，未延伸至地

表。 

4.1.1 H/D 对隧道稳定性的影响 

图 5 为不同 H/D 下极限支护力变化曲线。当

/D c 的取值为 0 或 1 时， T / c 随 H/D 的增加而

减小；随着 /D c 逐渐增大，当较小时， T / c 随

H/D 的增加而增大；而在较大的工况下， T / c 随 

 
(a)  =5° 

 
(b)  =15° 

 
(c)  =25° 

 
(d)  =35° 

图 5  H/D 对T/c 的影响 
Fig.5  Effect of H/D on T/c 
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H/D 的增加而减小，后趋于稳定。这表明当 /D c 较

小时，土体黏聚力对隧道稳定性起主要作用，随着

的 H 增大，隧道上部土体自稳能力强，可形成稳定

的坍落拱，维持隧道稳定所需的极限支护力越小。

随着 /D c 逐渐增大，地层的自稳能力变差，H/D

越大，越容易发生塑性破坏。当内摩擦角较大时，

隧道埋深达到一定深度后，隧道周边地层破坏范围

仅局限于隧道周边，不会影响到地表，此时再增加

隧道埋深对隧道极限支护力影响较小。 

图 6 为不同 H/D 时地层破坏模式。当 H/D 较小

时，此时隧道失稳地层破坏模式以周边土体破坏范

围起始于隧道边墙延伸至地表的第 1 种破坏模式为

主要破坏形式；而随着 H/D 的增加，隧道周边塑性

破坏区域也逐渐扩大，土体破坏范围发展为由隧道

底板处开始延伸至地表，逐渐发展为第二种隧道失

稳地层破坏模式；当隧道埋深比 H/D 较大且土体内

摩擦角也较大时，破坏模式转变为不延伸至地表

的第三种隧道失稳地层破坏模式。 

 

 
(a) H/D=1, D/c=1, ϕ =10°         (b) H/D=2, D/c=1, ϕ =10° 

 
(c) H/D=4, D/c=1, ϕ =10°       (d) H/D=4, D/c=1, ϕ =30° 

图 6  H/D 对地层破坏模式的影响 
Fig.6  Effect of H/D on failure mode 

 

4.1.2 /D c 对隧道稳定性的影响 

图 7 为不同 /D c 下极限支护力变化曲线。 

T / c 与 /D c 近似呈线性正相关关系，且其

线性斜率随着的增大而减小。这说明当较大时，

c 对隧道稳定性的影响程度逐渐降低。当 /D c 由 0 

 

(a) H/D=1 

 
(b) H/D=2 

 
(c) H/D=3 

 

(d) H/D=4 

图 7  D/c 对T/c 的影响 
Fig.7  Effect of D/c on T/c 
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增加到 4 时①H/D=1 时， T / c 增大了 4.17( =5°)、

2.83( =15°)、1.77( =25°)、0.87( =35°)；②H/D=4

时， T / c 增大了 12.48(  =5°)、5.19(  =15°)、

1.79( =25°)、0.84( =35°)。 

选取 H/D=1、 =20°工况下地层破坏模式进行

分析。图 8 为不同 /D c 下隧道失稳地层破坏模式

图。 /D c 变化对地层塑性破坏模式的影响较小。

随 /D c 的增加，地层塑性破坏范围略有缩小。 

4.1.3 对隧道稳定性的影响 

图 9 为不同下极限支护力变化曲线。内摩擦

角 对隧道极限支护力系数的影响较为复杂。当

/D c =0 时（即土体黏聚力无穷大时），此时 T / c
随的增大而增大。当 /D c =1 时， T / c 随的

增大先减小后增大；之后随 /D c 逐渐增加（即土

体黏聚力参数 c 逐渐减小），隧道极限支护力系数

T / c 随着增大而减小。 

图 10 为 /D c 分别为 0、4 时，不同对应的

隧道失稳地层破坏模式。结合对隧道极限支护力

的影响分析发现，当 /D c 较小时，随着增加时， 

 

隧道周边土体破坏范围向隧道底板延伸，因而需要

更大的支护力来维持隧道稳定。随着 /D c 的增大，

对隧道周边土体破坏范围的影响逐渐增大。此时，

土体破坏范围随增大逐渐减小，因此，隧道极限

支护力逐渐减小。 

 

 

图 8  D/c 对地层破坏模式的影响 
Fig.8  Effect of D/c on failure mode 

     
(a) H/D=1                                                       (b) H/D=2 

     
(c) H/D=3                                                       (d) H/D=4 

图 9   对T /c 的影响 
Fig.9  Effect of  on T /c    
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(a) D/c=0                  (b) D/c=4 

图 10   对地层破坏模式的影响 
Fig.10  Effect of  on failure mode 

 

4.1.4  对极限支护力的影响 

图 11 为 H/D=1 下 T / c 随 的变化曲线。当
较小时， 对 T / c 影响较小，剪胀效应不明显；

但当逐渐增大时，随着 的减小， T / c 的增大幅

度变大。当 /D c =1， 由 1 减小到 0 时， T / c 增

大了 0.01(  =5°)、0.07(  =15°)、0.14(  =25°)、

0.19( =35°)。同时，当相同， /D c 逐渐增大时，

随着 的减小， T / c 增大幅度变大，剪胀效应的

影响增大。当 =35°， 由 1 减小到 0 时， T / c 增 

 

大了 0.19( /D c =1)、0.30( /D c =2)、0.43( /D c = 

3)、0.55( /D c =4)。 

图 12 为不同 的地层破坏模式。引入岩土体非

关联流动法则，随着 的减小，隧道周边塑性破坏

区域（水平及竖直方向）逐渐扩大，隧道周边破坏

范围逐渐向隧道底板处延伸，在 =0 时，地层破坏

已完全转变为第 1 种破坏模式，隧道周边塑性破坏

区域集中在隧道周边，破坏未延伸至地表。 

结合非关联流动法则对极限支护力的影响分

析发现，当取 20°～35°， /D c 取 2～4 时，岩土

体材料的剪胀效应对隧道稳定性有较大影响，极限

支护力系数及周边地层破坏范围变化幅度较大，甚

至可能引起隧道失稳破坏模式的改变。此时，在研

究隧道稳定性问题时，不能忽略岩土体剪胀效应的

影响。 

4.2  简化公式拟合 

通过以上分析可知，在 H/D 确定的工况下，

T / c 随着 /D c 增大而呈现近似线性增加，且

T / c 与 /D c 的曲线斜率与 具有多项式相关，

T / c 与 /D c 曲线截距与是线性相关。考虑这种

规律性以及对数学模型的简化，确定的数学模型为 

     

(a)  =5°                                                         (b)  =15° 

     

(c)  =25°                                                         (d)  =35° 

图 11   对T /c 的影响(H/D=1) 
Fig.11  Effect of  on T /c(H/D=1)  
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图 12   对破坏模式的影响 
Fig.12  Effect of  on failure mode 
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                                         （19） 

式中： 0a、 1a、 2a、 3a和 4a为待定回归系数。 

采用式（19）对计算结果拟合，不同埋深比下

数学模型拟合的相应系数如表 2 所示。 

 
表 2  非线性数学模型回归系数拟合表 

Table 2  Fitting value of regression coefficient of nonlinear 
mathematical model 

H/D 0a  1a  2a  3a  4a  

1 −2.647 143 0.034 229 1.252 286 −0.042 233 0.000 376

2 −3.694 571 0.064 971 2.336 810 −0.108 639 0.001 364

3 −4.354 286 0.086 357 3.294 810 −0.176 372 0.002 517

4 −4.818 286 0.101 957 4.158 619 −0.241 794 0.003 693

 

根据数值绘制了拟合曲线结果与理论计算值

的对比图，如图 13 所示（图中曲线为拟合曲线结果，

数据点为理论计算值）。 

通过对数据的对比可以看出，应用拟合公式计

算的回归结果与各工况下实际极限支护力系数值的

相对误差较小，不排水条件下相对误差在 1%～10%

（此时影响的回归系数仅为 0a和 2a），排水条件下

相对误差在 0.3%～5%之间。考虑到拟合公式的简

化性，该回归公式拟合结果有一定精度，可以用于

简单预测隧道开挖面极限支护力。 

 
(a) H/D=1 

 

(b) H/D=2 

 

(c) H/D=3 

 
(d) H/D=4 

图 13  简化公式计算值与拟合曲线对比图 
Fig.13  Comparison of the calculated value by the 
simplified formula and the value of the fitted curve 

−5−10  0 5 10 

−30

−25

−20

−15

−10

−5 

0 

−5 −10 0  5 10

−30

−25

−20

−15

−10

−5

0

−5 −10 0  5  10 

−30

−25

−20

−15

−10

−5 

0

−30

−25

−20

−15

−10

−5 

0 

−5 −10 0 5 10

(a)  =1, T /c=−1.28  (b)  =0.8, T /c=−1.27

(c)  =0.6, T /c=−1.23  (d)  =0, T /c=−1.00

x /D 

y  
/D

 

x /D 

y  
/D

 

x /D 

y  
/D

 

x /D 

y  
/D

 

−6

−4

−2

0

2

4

6

8

10

5 10 15 20  25  30  350 40

 /(°) 

D/c =0 
D/c =1 
D/c =2 

D/c =3

D/c =4

 T
 /c
 

−6

−4

−2

0

2

4

6

8

5 10 15 20  25  30  350 40

 /(°) 

D/c =0 
D/c =1 
D/c =2 

D/c =3

D/c =4

 T
 /c
 

−4

−2

0

2

4

5 10 15 20  25  30  350 40

6

 /(°) 

D/c =0 
D/c =1 
D/c =2 

D/c =3

D/c =4

 T
 /c
 

5 10 15 20  25  30  35
−3

−2

−1

0

1

2

0 40

 /(°) 

D/c =0 
D/c =1 
D/c =2 

D/c =3

D/c =4

 T
 /c
 



第 7 期                   张  箭等：盾构隧道环向开挖面破坏机制及剪胀效应研究                        1843   

 

5  结  论 

本文围绕浅覆隧道环向开挖面稳定性问题，提

出了两种隧道失稳环向开挖面刚性滑块破坏模式，

求解了不排水条件及排水条件下隧道极限支护力上

限解和破坏模式，拟合了排水条件下的极限支护力

简化公式。主要研究结论如下： 

（1）不排水条件下，隧道失稳极限支护力系数

T / c 随 /D c 增大而近似呈线性增大；随着 H/D

和 /D c 的增大，隧道周边地层塑性破坏区域逐渐

扩大向周边延伸。排水条件下 T / c 随着 /D c 增

大而呈现近似线性增加，且随着的增大， T / c 与

/D c 关系曲线斜率减小。 

（2）排水条件下，隧道失稳地层塑性破坏模式

大致分为 3 类：①隧道周边土体破坏范围起始于隧

道边墙，延伸至地表，破坏发生在隧道边墙两侧及

顶板上方；②隧道周边土体破坏范围起始于隧道底

板位置，延伸至地表，破坏基本围绕隧道周边区域

发生；③隧道周边土体破坏范围集中在隧道边墙及

顶板上方，未延伸至地表。H/D 和对地层破坏模

式影响较大，土体黏聚力对地层破坏模式影响较小。 

（3）当较小时，剪胀角对 T / c 影响较小；

但随着的增加， T / c 的增加幅度变大，岩土体

剪胀效应不可忽视，且随 /D c 增大，剪胀效应也

有所增大。随着 减小，隧道周边塑性破坏区域逐

渐扩大，当取 20°～35°， /D c =2～4 时，甚至

可能引起隧道破坏模式改变。 

（4）土体的剪胀效应可通过强度参数修正体现，

而修正后的土体参数可直接带入极限荷载简化公式

进行计算，因此，本文提出的简化公式也可以用来

分析考虑剪胀的隧道稳定性问题。 
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