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非均质土体中盾构隧道开挖面支护力上限分析 

梁  桥 1, 2，杨小礼 1，张佳华 1，周文权 1, 2 
（1. 中南大学 土木工程学院，湖南 长沙 410075；2. 湖南工程学院 建筑工程学院，湖南 湘潭 411104） 

 

摘  要：基于对数螺旋破坏模式，考虑黏土的非均质特征，采用极限分析上限法推导了盾构隧道掌子面支护力计算公式，通

过优化计算得到了不同条件下的最优上限解。采用该破坏模式与已有的模型试验、工程实例进行对比，验证了在非均质土中

采用双对数螺旋极限分析上限法的适用性；同时详细分析了在土体不同参数条件下，隧道掌子面支护力、滑动面范围的变化

趋势以及工程影响，结果显示在非均质土中，掌子面支护效率的主导因素是初始黏聚力与掌子面超前核心土，最后通过归一

化处理得到了非均质土中极限支护力的设计推荐图，可为工程中初步确定盾构隧道掌子面支护压力提供理论依据。 
关  键  词：非均质土；对数螺旋；支护压力；上限法；初始黏聚力 
中图分类号：U 451+.2          文献识别码：A          文章编号：1000－7598 (2016) 09－2585－08 
 
 

Upper bound analysis for supporting pressure of shield tunnel 
in heterogeneous soil 
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(1. School of Civil Engineering, Central South University, Changsha, Hunan 410075, China; 
2. Department of Construction Engineering, Hunan Institute of Engineering, Xiangtan, Hunan 411104, China) 

 
Abstract: Based on the logarithmic spiral collapse mechanism, and with considering the heterogeneity of clayey soil, the optimal 
upper bound solution of the face supporting pressure is obtained in heterogeneous soil in which the cohesive force varies linearly. The 
validity of the proposed solution is demonstrated by comparing the calculated results with the monitoring data and the results of 
model tests. In addition, the optimal supporting pressures and the logarithmic spiral sliding surfaces are analyzed in details for various 
soils. It is shown that in heterogeneous soils the soil cohesion and internal friction angle are the controlling factors. A design chart is 
developed for the limit supporting pressures in heterogeneous soils. 
Keywords: heterogeneous soil; logarithmic spiral; supporting pressure; upper bound method; initial cohesion 
 

1  引  言 

盾构施工过程中开挖面支护力不仅会影响盾构

开挖的稳定，也影响到隧道上方土体变形，这些支

护力须在一个容许的范围内才能使上部构造物不发

生过大变形而掌子面又能保证稳定平衡。因此，如

何确定开挖面极限支护压力是盾构掘进过程中的重

要工作。当前，国内外学者基于多种破坏模式，提

出了许多在均质土中开挖面极限支护力的计算模

型，如 Wilson 等[1]在推导了 3 个无量纲参数变量下，

引入 3 种破坏机制，利用极限分析上、下限方法，

分析了开挖面稳定数，并提出工程应用设计公式；

Yang[2]、Pan 等[3]基于强度折减理论，研究了在渗流

作用下浅埋隧道上限解，结果显示，在浅埋隧道中，

渗流对稳定数影响较大。Osman 等[4]提出黏性土中

塑性变形机制，并考虑剪切应变的协调与连续，利

用极限分析上限法研究了开挖面破坏荷载的上限

值。Subrin 等[5]通过假定开挖面破坏区域为对数螺

旋曲面，利用极限分析法研究最小支护力。Mollon
等[67]提出掌子面多块失效机制，后又推出多个块体
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机制，通过极限分析得出掌子面压力计算方法，采

用空间离散化技术提出圆形浅埋隧道掌子面坍塌与

上拱机制，结合极限分析法求出盾构土压力，对传

统的 Mohr-Coulomb 准则修正，认为当黏聚力较大

时，抗拉强度破坏对土压力影响不可忽视。Klar   
等[8]根据土颗粒不可压缩性，采用极限分析方法，

计算出最优稳定数。 
在非均质土中，宋春霞等[9]将多块体上限法用

于纯黏土材料，推导了平面应变隧道极限支护压力

关于隧道埋深、土体重度及土体强度的上限公式，

为工程提供了一些理论依据。Augarde 等[10]基于极

限分析有限元改进了算法，得到不排水条件下非均

质地基中上、下限解。Mollon[11]、Pan 等[12]提出了

在二维情况下，考虑砂土内摩擦角的空间变异性，

采用空间离散化技术得到了支护力与二维破坏形

式。本文则将着重考虑黏土的非均质性，沿隧道纵

向简化成平面情况，采用双对数螺旋破坏模式求解

极限支护力，探讨了盾构隧道掌子面极限支护压力

的上限解，详细研究了隧道埋深比、初始黏聚力与

非均质性等对开挖面极限支护压力影响，为实际工

程中确定盾构支护压力提供一种方法。 

2  非均质土中破坏模式 

在实际工程中，隧道开挖会引起掌子面及其附

近区域一定范围内的土体应力重分布，当掌子面无

支护时，易发生主动破坏，而支护压力过大时，易

发生被动破坏，两者都伴随竖向、水平向位移。在

盾构隧道掘进过程中，土体开挖面易发生失稳破坏，

通常需选择合适的支护压力以维持土体动态平衡。

当前针对支护压力计算，国内外提出多种破坏模式，

如多块体破坏模式[13]、抛物线性破坏模式[14]、对数

螺旋模式等。其中 Takano 等[15]通过 X 射线断层扫

描仪发现，土层破坏区域在竖直面相似于对数螺旋，

在水平面相似于椭圆面，而 Mollon 等[7]基于对数螺

旋破坏区计算了均质土的支护力。基于以上分析，

本文采用双对数螺旋极限分析上限法对掌子面极限

支护力问题进行研究，提出非均质土中的对数螺旋

破坏模式，如图 1 所示。 
图 1 为二维对数螺旋破坏模型，由 AF 和 BF

两条对数螺旋线组成，隧道直径为 D，埋深为 H，

E 为 AB 中点，点 F 为两条螺旋线交点，点 O 为对

数螺旋中心原点，A 为 YAZ 坐标系中原点，O 点在

YAZ 坐标系中坐标分别为 0 0( , )Y Z ；OF、OA、OB 

 
图 1  非均质地基土隧道开挖面平面应变破坏机制 
Fig.1  Plane-strain collapse mechanism of tunnel 

excavation face in heterogeneous soil 
 

长度分别为 F OA OBr r r、 、 ，OF、OA、OB 与 Y 轴夹

角分别为 F A B  、 、 ，依几何关系可得 

2 2
0 0OAr Z Y             （1） 

2 2
0 0( )OBr Z Y D           （2） 

exp[( ) tan ]F OA OB A Br r r         （3） 

 1 0

0

tan  A
Z
Y

   
    

 
        （4） 

1 0

0

tanB
Z

Y D
   

     
        （5） 

ln( )
[ ] / 2

tan

OB

OA
F A B

r
r

  


         （6） 

该破坏模式绕 O 点以恒定角速度 转动，必须

满足关联流动法则，因此，对数螺旋线滑动面上的

任意一点其速度方向与其切线方向的夹角与土体内

摩擦角 相等，则对数螺旋线 AF 和 BF 表达式分别

为 

 exp tanAF OA Ar r             （7） 

 exp tanBF OB Br r             （8） 

式中： 为土体内摩擦角。 
土体重度为 ，掌子面支护力 t 简化为均布形

式（即盾构支护力）。考虑地基土黏聚力 c 随深度呈

线性变化即[16]有 

  u0 ( )c c H y             （9） 

式中： u0c 为土体表面处黏聚力；  为非均质系数，
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反映了黏聚力随深度的变化关系；y 为某点距隧道

顶面距离。 

3  隧道开挖面上限分析 

如上限定理所述，如果任意破坏机构的外力所

作的功率超过了内部能量耗损率，则土体不可能承

受所施加的荷载，即通过寻求功平衡方程，并优化

求解得上限解，其值必大于或等于实际极限荷    
载[16]。 
3.1  外功率 

计算区域 BAF 在土重下所做的外功率，可将其

分解为 OBF OAF OABW W W  的组合值，如图 1 所示。

区域 OBF 在土重下所做外功率为该区域中某一微

元绕点 O 以恒定角速度  转动，其切向速度

2 sin / 3BFr  与其土重 2 d / 2BFr  乘积，通过区域积

分可得。则有 

22 1sin d
3 2

B

F
OBF BF BFW r r


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3( ) tan
3 1
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F B
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

  （10） 

式中： 3( ) tan
1 3tan (sin e sin )F B

B Ff       。 
同理，区域 OAF 内土重下所做外功率为 

22 1sin d
3 2

A

AFF
OAF AFW r r


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式中： 3( ) tan
2 (3 tan sin cos )e A F

F Ff        。 
区域 OAB 为三角形，该区域内土重下所做外功

率为该区的土重与该区重心速度的垂直分量乘积，

该区重力为 0 / 2Z D ，重心至旋转中心 O 点的垂线

的水平距离等于 O、A 和 B 的平均水平距离为

02 / 3Z ，则区域 OAB 外功率为 

0

2
0 0

1 2 1
2 3 3OABW Z D Z Z D       （12） 

在掌子面 AB（E 为 AB 中点），假定盾构支护

力为均匀分布，则支护力做功为 

T t cosE EW Dr            （13） 

式中： 2 2
0 0( )

2E
Dr Z Y   ； 1

0 0tan [ /(E Z Y        

/ 2)]D 。 

3.2  内部能量耗损率 
内部能量耗损发生在对数螺旋间断面AF与BF

上，考虑非均质地基黏聚力随深度线性增加，如式

（9）所示，其中随间断面 BF 变化函数为 

u0 0( cos )BFc c H r Y          （14） 

 则能量耗损率微分可由该面的微分面积

d / cosBFr  与黏聚力 cu 0( cos )BFc H r Y    及跨

间断面的切向间断速度 cosBFr   的乘积而得，总

的内部能量耗损可沿整个间断面进行积分而得，则

间断面 BF 损耗为 
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B

F

BF
BF BF BF
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r t ff r   
 

 
 




（15） 

式中： cu 0( )t c H Y   ， 3 1 exp [2 tan ( Ff      

4)]  (sin 3tan cos )exp[3( ) tan ]B F F F Bf        ， 。

    同理，间断面 AF 耗损率为 
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cos

A

F

AF

AF
AF AF

W

r c H r Y r
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式中： cu 0( )t c H Y   ； 5 exp[2 tan ( Af     

6)] 1 ( sin 3 tan cos )exp[3( ) tan ]F F F A Ff          ， 。

3.3  支护力求解 
根据极限分析上限定律，机构外力做的功率与

内部耗损功率相等所确定的荷载大于或等于实际极

限荷载，则有 

TOBF OAF OAB BF AFW W W W W W       （17） 

将式（10）～（16）代入式（17）中得目标函

数，破坏机构需满足的几何条件为其约束条件，即 

0cos 0F Fr Y H   ≤         （18） 

通过 Matlab 优化工具，采用序列二次优化算

法，计算得到目标函数最优上限解。 

4  对比分析 

4.1  均质砂土对比分析 
从式（17）可以看出，目标函数受内摩擦角 、

黏聚力 c、非均质系数  等影响，既可以适应于砂
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土、黏性土等均质土，亦可以适应复合地层，但需

满足相关联流动法则。当前在模型试验中采用均质

土较多，如 Chambon 等[17]分别做了在 50 g、100 g、
130 g 离心加速度下干砂开挖面稳定性试验，得出

了开挖面支护力与位移关系曲线等；陈仁朋等[18]开

展了大尺寸模型试验，采用直径达 1 m的盾构模型，

研究了在干砂地层中不同埋深比（H/D 0.5，1.0，
2.0）下盾构开挖面极限支护力；而在均质土理论分

析方面，Mollon 等[7]针对均质土提出了多种破坏模

式，获得了迄今为止最好的上限解；汤旅军[19]通过

离散元数值研究，获得了砂土地层开挖面支护力变

化规律及失稳模式；把以上研究结果进行归一化处

理，如图 2 所示。 
 

 

图 2  离心试验与理论分析结果比较 
Fig.2  Comparison of the results of centrifuge test and 

theoretical analysis 
 

从图中可以看出，当 / 1H D≥ 时，模型试验与

理论分析开挖面支护力趋势一致，显示土拱效应明

显，且与理论分析结果较为接近，但比模型试验结

果大。Chambon 等[17]认为，是土体材料通常存在黏

聚力所致。综合所述，式（17）的分析结果在可接

受的范围之内，证实了该方法在均质砂土中的可行

性。 
4.2  复合地层对比分析 

在盾构法施工中，开挖面穿越地层复杂，如砂-

黏复合地层及软硬相间的复合地层。当盾构穿越这

些差异较大的复合地层时，开挖面支护力的确定比

均质地层中更难。目前，在复合地层中的模型试验

较少，李宏安[20]仅通过砂-黏土等效混合（未设置

分层）开展了部分模型试验，并对砂-黏复合地层进

行了数值模拟，其隧道直径D  10 m，材料参数如

表 1 所示，相应极限支护力如表 2 所示。 

表 1  材料参数 
Table 1  Material parameters 

材料 重度/ (kN/m3) 黏聚力/ kPa 摩擦角/(°) 弹性模量/ MPa 

黏土 17.5 15 10  5 
砂土 18.0  0 25 25 

 
表 2  复合地层极限支护力 

Table 2  Supporting pressure in composite stratum 
土层 层厚/ m H/D 李宏安[20] / kPa 本文结果/ kPa 

黏土 25 
2 51.2 67.5 

砂土  5 
 

从表 2 中可以，根据双对数螺旋模式所得出的

极限支护力更大，表明该方法在复合地层中比数值

模拟给出的结果安全系数更高，同时本文计算结果

大于纯黏土（64.1 kPa）和纯砂土（46.4 kPa）地层

的极限支护力，显示复合地层的非均质特征对极限

支护力的影响比较明显，因此，在实际工程中需加

强对此的关注。 
4.3  工程实例验证 

对某市地铁 3 号线大塘站到沥滘站区间发生地

表塌陷事故[21]进行分析，该线隧道内径为 5.4 m，

隧道衬砌采用直径为 0.3 m 的预制钢筋混凝土管

片，盾构中心距地表为 15 m，区间地质构造复杂，

地层条件复杂多变，在隧道横断面上表现为上软下

硬，区间地质情况简化见表 3 和图 3，该区间塌陷 
 

表 3  地层参数 
Table 3   Soil parameters 

土层 重度/ (kN/m3) 黏聚力/ kPa 内摩擦角/(°) 层厚/ m 

①人工填土 17.3 12 28  1.4 
②淤泥质土 18.5 6.0 18  7.6 
③冲洪积层 19.5 0.8 18  6.0 

④强风化泥岩 21.6 200 24 23.0 
 

 
图 3  地层剖面图 

Fig.3  Stratum profile 
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前实测压力舱提供的最小支护土压力为 38 kPa。 
从安全角度出发，本文采用非均质系数    

1 kPa/m，初始黏聚力 cu 12c  kPa，内摩擦角

18  °，得到计算结果与实际情况比较如表 4 所

示。 
 

表 4  掌子面支护力比较 
Table 4  Comparison of supporting pressures 
乔金丽计算值[21] 实测 

/ kPa 
本文方法 

/ kPa 无地下水 有地下水 

32.71 70.55 38 52.13 
 

从表中可以看出，本文计算结果综合考虑了部

分排水情况，实测最小支护土压力为 38 kPa，小于

上限值 52.13 kPa，不能够保证盾构施工安全，实际

工程中发生塌陷有其必然性；同时该值也比考虑地

下水渗流情况 70.55 kPa 小 26.1%，居于乔金丽[21]

建议方法中间值，证明了该方法的适用性，说明采

用双对数螺旋极限分析上限法计算得到的支护力可

以提供更多的安全储备。 

5  开挖面稳定性分析 

从上述极限分析与对比分析中可知，目标函数

能够反映隧道埋深比、土体重度、黏聚力、内摩擦

角、非均质系数等参数对隧道开挖支护压力的影 
响。参数选取区间如下：非均质土的内摩擦角   
10°～30°，  16  kN/m3，初始黏聚力 u0c 为 5～
25 kPa，非均质系数  为-0.2～0.2 kPa/m。 
5.1  隧道埋深比、黏聚力及内摩擦角对极限支护力

的影响 
选取不同参数，通过优化计算，得到在不同埋

深比下盾构隧道所需支护力上限解随非均质系数的

变化曲线，如图 4～8 所示。图 4 中选取  25°，

c  10 kPa 计算，从中可以看出，支护力随非均质

系数增大而逐渐减小，在均质土中 ( 0)  ，隧道埋

深比 / 1H D  时，对支护力无影响，证明在隧道埋

深比较小时，同样也可以形成局部滑动区而不延伸

至地表；而当 / 0.8H D  时，目标函数优化溢出，

无法得出最优上限解，说明本文假定模式仅适合

/ 0.8H D  的隧道。而在非均质土中 ( 0)  ，黏聚

力随埋深而变化，支护力随非均质系数增大而逐渐

减小，当非均质系数 0  时，随着隧道埋深的增

加，支护力降低，稳定性增加，主要是因为随着隧

道埋深增加，黏聚力迅速增加所致；当非均质系数

0  时，随着隧道埋深的增加，黏聚力降低，而支

护力增大；同时隧道埋深越大，非均质系数影响程

度越大，斜率越陡。 

 

图 4  不同埋深比下支护力随非均质系数变化 
Fig.4  Variation of supporting pressure with heterogeneous 

coeffient for difrferent cover-to-diameter ratios 
 

图 5 给出了极限支护力在不同初始黏聚力下随

非均质系数的变化规律。取 / 2H D  ，  25°，

由图所示，当隧道埋深一定时，隧道开挖面支护力

随黏聚力增加而减小，并呈线性变化。从图中不同

曲线的间距可以看出，黏聚力的增量比例与支护力

的增量比例具有规律一致性，反映出在非均质地基

土开挖隧道过程中，当隧道埋深一定时，非均质系

数对支护力的提升效率不随黏聚力变化而变化，在

这种情况下，初始黏聚力是影响支护力的主导因素。 
 

 

图 5  不同黏聚力下支护力与非均质系数关系 
Fig.5  Variation of supporting pressure with heterogeneous 

coefffient for diffferent cohesions 
 

图 6 反映出在不同内摩擦角下支护力随非均质

系数的变化曲线，参数选取 / 2H D  ， c  10 kPa。
从图可以看出，当埋深、黏聚力一定时，支护力随

内摩擦角增加而减小，随非均质系数增加而减小；

而当土体内摩擦角越大，对支护力的影响程度趋向

减弱，说明在隧道掌子面开挖施工中，内摩擦角增

大到一定程度之后，对增大掌子面的稳定效果有限，

可以尝试从其他方面着手。 
从图 7 中可知，支护力随黏聚力是逐渐减小的， 

 

0.2 0.1 0.0 0.1 0.2 0.3
20

10

0

10

20

30

40

50

 t
 / 

kP
a 

5 kPa
10 kPa
15 kPa
20 kPa
25 kPa

c
c
c
c
c







非均质系数  / (kPa/m) 

0.2 0.1 0.0 0.1 0.2 0.3
10

0

10

20

30

40

50

 t
 / 

kP
a 

/ 1
/ 2
/ 3
/ 4
/ 5

H D
H D
H D
H D
H D







非均质系数  / (kPa/m)             



  2590                                      岩    土    力    学                                   2016 年 

 

 
图 6  不同内摩擦角下支护力与非均质系数关系 

Fig.6  Relationships between supporting pressure and 
heterogeneous coeffient for different 

internal friction angles  

 
(a)   0,   25° 

 
(b)   0.1,   25° 

 
(c)   0.2,   25° 

图 7  不同埋深比下支护力与黏聚力关系 
Fig.7  Relationships between supporting pressure and 

cohesion for different cover-to-diameter ratios 

当 0  时，如图 7(a)所示，虽然埋深比不同，但隧

道支护力在同一初始黏聚力下是相等的，与图 3 所

示交点位置相同，亦反映出在 / 1H D  的情况下，

隧道掌子面前方也是可以形成局部的塌落区，而不

会贯穿地表。当 0  时，隧道支护力随非均质参

数增大而减小，而在不同埋深比下，支护力的差值

会随非均质参数增大而增大，如图 7(b)和图 7(c)所
示，表明在非均质土中，隧道埋深越大，更易形成

稳定的破坏区域。 
由于在非均质土中，采用双对数螺旋曲线破坏

模式优化处理得出的极限支护力过程较复杂，为便

于更好地应用于工程设计实践，通过归一化处理得

到在一定埋深下 ( / 2)H D  极限支护力与非均质系

数、黏聚力的关系曲线，如图 8 所示，通过该图可

快速核算线性非均质土中开挖面的稳定性，同时也

可选定好参数，采用本文提供的命令流进行优化设

计。 
 

 
图 8  非均质土极限支护力设计图 

Fig.8  Design chart of ultimate supporting 
pressure in heterogeneous soil 

 
5.2  隧道埋深、土体黏聚力与内摩擦角及非均质系

数对隧道破坏模式的影响 
盾构隧道掘进使开挖面土体中的应力重分布，

从而形成滑动区。针对不同初始黏聚力、隧道埋深

比、非均质系数、内摩擦角等采用对数螺旋极限分

析上限法得到的不同上限值及旋转中心点，并绘制

相应的破坏模式，如图 9～12 所示。从图中可以看

出，初始黏聚力、隧道埋深比、非均质系数、内摩

擦角等，对掌子面顶部与前方土体滑动形式都有较

大的影响。 
通过优化计算得到在不同埋深与初始黏聚力情

况下的旋转中心坐标，如图 9 所示。从图中可以看

出，在内摩擦角不变时，当非均质系数相同，在不

同埋深比与初始黏聚力下，对数螺旋破坏模式 AF
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与 BF 的旋转中心基本一致，界定了该模式的使用

范围，即当 / 1H D≥ 时，对数螺旋曲线破坏区域不

随埋深及初始黏聚力的影响；在同一埋深下，随非

均质系数增加，对数螺旋中心远离坐标原点 A，且

Y、Z 绝对坐标值增加，与交点 F 距离逐渐增加，角

度 F 也逐渐增加，如图 10 所示。 
 

 

图 9  旋转中心随非均质系数在坐标系中的变化曲线 
Fig.9  Curve of gyration center coordinate vs. heterogeneous 

coeffient in coordinate system 
 

 

图 10  破坏模式随非均质系数变化图 
Fig.10  Tendency chart for collapse mechanism vs. 

heterogeneous coeffient 
 

图 10 中点 F 表示破坏模式顶点，点 O 表示旋

转中心，（当非均质系数   0.1 kPa/m 时，对应的

旋转中心为 O1、顶点为 F1，由此类推其他。）图 10
中显示随非均质系数增加，旋转中心 O 上移，破坏

区域重心 ABF 下移，顶点 F 前倾，则在实际工程中，

需要注意当非均质系数较小时，注重加强掌子面与

拱顶围岩接触区域土体，而非均质系数较大时，从

掌子面前方滑动的可能性更大，需更侧重隧道走向

方面的加固效果。 
图 11 反映出旋转中心与内摩擦角和非均质系

数关系。从中可以看出，内摩擦角对对数螺旋破坏

模式的旋转中心位置影响较大，与该模式需满足关

联流动法则，在对数螺旋线滑动面上的任意一点速

度方向与其切线方向的夹角为 有关。 
 

 
图 11  旋转中心随内摩擦角在坐标系中的变化 

Fig.11  Curves of gyration center coordinate vs. internal 
friction angle in coordinate system 

 
从图 12 中可以看出，当内摩擦角 20≤ °时，

旋转中心位置随内摩擦角增大而逐步向点 A 接近，

坐标绝对值逐步减小，破坏区域逐步减小，如图 12
所示，螺旋线交点 F 稳步下降，但当 20  °时，

旋转中心位置随内摩擦角增大而远离点 A，同图 10
所示，破坏区域会逐步前倾，向掌子面前方延展，

反映出内摩擦角对破坏区域的影响趋势与非均质系

数的影响趋势趋相同；整体而言，内摩擦角的影响

比非均质系数更显著而复杂，随内摩擦角的增大，

掌子面支护关注重点亦由陡转为缓。 
 

 

图 12  破坏模式随内摩擦角变化图 
Fig.12  Tendency chart for collapse mechanism 

vs. internal friction angle 

6  结  论 

（1）均质土中， /H D 大于 1 时，支护力不受

埋深影响，并可形成局部的塌落区，不会贯通地表；

在非均质土中 ( 0)  ，支护力随非均质系数增大而

逐渐减小，同时隧道埋深越大，更易形成稳定的破

坏区域。 
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（2）在非均质地基土开挖隧道过程中，当隧道

埋深一定时，非均质系数对支护力的提升效率不随

黏聚力变化而变化，在这种情况下，初始黏聚力是

影响支护力的主导因素。 
（3）非均质土中，随非均质系数增加或内摩擦

角的增大，掌子面支护关注重点由陡转缓，即由注

重加强掌子面顶部土体转为掌子面前方滑动土体；

同时，在复合地层中，土体非均质特征对极限支护

力的影响比较明显，实际工程中需加强关注与进一

步研究。 
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