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砂土盾构隧道掘进开挖面稳定理论与颗粒流模拟研究 
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摘  要：盾构法隧道施工过程中，土体密实度对开挖面极限支护力值与稳定性影响是一个非常重要的因素。基于 Kirsch
室内模型试验，采用颗粒流计算分析了隧道掘进过程中土体密实度对开挖面极限支护力、残余支护力以及开挖面前方

土体孔隙比变化的影响，从细观角度解释了砂土中盾构隧道开挖面失稳机理，分析了砂土中盾构隧道掘进时土体破坏

形态与分布范围；进而提出了计算开挖面极限支护力的改进楔形体分析模型。研究成果可为盾构隧道施工中分析开挖

面的稳定提供参考。 
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Abstract: The soil density is a key factor for the studies on the limit support pressure and the face stability operation during 

tunneling construction. Based on the Kirsch’s laboratory model tests, the PFC2D is employed to investigate the influence of soil 

density on the limit support pressure, residual support pressure and void ratio in the heading face. The failure mechanisms of the 

excavation face are investigated at the mesoscopic level. The failure behavior and arrange of the face stability of the shield 

tunnels in sand are analyzed. The improved wedge model is proposed as a method for calculating the limit support pressure of 

face. It may provide certain guidance to the stabilization of excavation face of shield tunnels. 
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0  引    言 
近年来，由于各大中城市交通压力的增大以及土

地资源的稀缺，地铁和地下通行隧道的修建成为解决

这一难题的主要措施。盾构施工技术由于具有环境影

响小、施工安全性高以及地层适应强等优点，已经成

为城市地铁及隧道修建的主要方法。盾构隧道施工引

起的邻近施工区地面沉陷和隆起问题与开挖面的稳定

性有直接关系，表现为施工过程中盾构机对开挖面支

护力过大时，地表易隆起破坏，而当开挖面支护压力

过小时，又往往导致地表的沉陷。目前，国内外城市

地铁隧道施工过程中，由于对开挖面支护不当造成的

开挖面坍塌进而引起邻近建筑物损坏、埋地市政管线

破裂事故时有发生。 
盾构隧道开挖面稳定性研究的关键在于支护力的

确定，其影响因素多且复杂，包括土体工程地质条件、

盾构掘进速度、隧道几何尺寸以及支护方式等因素。

同时，盾构掘进过程中，极限支护力的确定是盾构实

际施工过程中开挖面支护力大小选择与控制的依据。

研究结果表明，开挖面支护力始终在一定范围波动，

其变幅大小与土体塑性流动性密切相关[1]。实践工程

中更关心的是维持开挖面稳定所需的最小支护力，即

极限支护力。 
目前，开挖面稳定性研究方法主要包括开挖面稳

定系数法、极限平衡法、室内模型试验研究法和有限

元数值模拟法[2]。Borms 等[3]最早提出了评估黏性土盾

构隧道开挖面稳定系数法，然而 Romo 等[4]认为仅仅

用稳定系数并不能完全反映开挖面的实际稳定性。

Leca 等[5]基于三维土体极限平衡理论研究了无摩擦性

土体中开挖面稳定性问题，并用离心模型试验结果对
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其进行了验证。Jancsecz 等[6]采用楔形体极限平衡分

析模型对盾构隧道掘进过程中开挖面极限支护力进行

了研究。Mollon 等[7]在 Chambon 等[8]在离心模型试验

的基础上，采用多块体破坏模式对盾构隧道开挖面稳

定性进行了研究。然而这些分析方法由于得不到具体

的极限支护压力表达式，难以在工程实践中得到应用。

徐明等[9]基于简便的极限平衡理论——三维楔形体分

析模型对超大直径泥水盾构开挖面稳定性进行了研

究，由于分析模型中假定了土体的滑裂面形态，使得

其与实际情况有较大的出入。实际上，开挖面前方密

实度较高的土体往往形成水平向土拱[10]，导致分析模

型结果与实际情况有较大的出入。另一方面，目前利

用数值模拟方法对开挖面进行研究主要还局限于基于

连续介质力学的有限单元法，如 Vermeer 等[11]、李志

华等[2]和高健等[12]。考虑到开挖面变形甚至坍塌过程

中，土体变形属于大变形问题，显然利用有限元对该

问题进行分析会引起较大的误差。胡欣雨等[13]采用颗

粒流方法模拟盾构推进过程中开挖量与土体的密实度

及开挖面压力的关联性。 
本文基于 Kirsch[14]室内模型试验，采用颗粒流模

拟了相应室内模型试验，从细观角度解释了砂土中盾

构隧道开挖面失稳机理。以 Anagnostou 等[15]楔形体模

型为基础提出了改进的楔形体分析模型，并将理论解、

数值计算值以及试验值进行了对比。研究砂土中盾构

隧道掘进时土体密实度对开挖面极限支护力和残余支

护力的影响规律，进而分析砂土中盾构隧道掘进时土

体破坏区分布范围。 

1  开挖面稳定的颗粒流模拟 
1.1   Kirsch 室内模型试验简介 

Kirsch 室内隧道开挖试验如图 1 所示。模型箱尺

寸为 37.2 cm（长）×28.0 cm（宽）×41.1 cm（高），

内置砂土粒径大小分布为 0.1～2.0 mm，平均粒径

d50=0.58 mm，最小孔隙比 emin=0.42，最大孔隙比

emax=0.75，内摩擦角 =35°，重度为 18.2 kN/m3。 

 

图 1 Kirsch 室内模型试验[13] 

Fig. 1 Kirsch’s laboratory model tests 

模型试验设计了盾构隧道掘进装置，具体方法为：

以透明有机玻璃为材料制作一半圆柱体活塞，通过活

塞的后退达到模拟隧道盾构开挖的目的。拟模拟隧道

直径 D=10.0 cm，隧道拱顶埋深与隧道直径比

（C/D=1）。试验过程中分别考虑了紧砂（相对密度 Id 
=0.70）与松砂（相对密度 Id=0.33）两种填土状态下

盾构隧道开挖面支护力的力学特征。 
1.2 宏细观参数的标定 

PFC2D 是通过一定数目的颗粒或颗粒簇模拟土体

宏观力学行为的软件，迄今还没有能从细观力学指标

直接反映宏观力学指标的关系公式。利用三轴数值试

验，通过假定参数计算土体的力学行为，并与真实土

体的力学行为进行对比，以此来确定颗粒流模拟土体

所需要的细观参数值[15]。考虑到砂土刚度对计算结果

影响较小，本文砂土颗粒细观刚度选取与文献[16]相
同值：kn=2×107 N/m，ks=1×107 N/m。利用双轴数值

试验建立细观颗粒摩擦系数与内摩擦角之间的关系。

双轴数值标定试验过程为：①编制颗粒级配程序。考

虑到计算的可行性和计算效率，将模型试验用砂粒径

均放大 3.5 倍，颗粒密度为 2530 kg/m3，颗粒粒径服

从 0～1 均匀分布；②基于室内模型试验土体全覆土

重，设定双轴数值标定过程中围压分别为 20，60，100 
kPa；③设定颗粒间接触模型为线性接触模型，通过反

复试算得到对应的细观参数（表 1）。 
表 1 宏细观参数对照表 

Table 1 Parameters of materials 
颗粒摩擦系数 

内摩擦角/(°) 
松砂 紧砂 

30 0.41 0.36 
35 0.50 0.42 
40 0.70 0.63 
45 0.90 0.80 

1.3  颗粒流模型建立与模拟过程 

室内模型试验过程中，由于模型箱侧壁、模拟盾

构开挖的活塞基本可认为刚性，故模型建立时可利用

颗粒流软件中的“Wall”命令建立模型箱模型和盾构

模型，墙体法、切向刚度均为 2×108 N/m。为模拟模

型箱侧壁和活塞的表面粗糙度，计算过程中给墙体赋

予了较小的摩擦系数 0.2。考虑到计算效率，本文数值

模拟过程中将三维室内模型试验简化为二维状态，二

维颗粒流尺寸为 37.2 cm（长）×41.1 cm（高）。数值

模型建立过程主要分两步，首先采用颗粒膨胀法生成

整个颗粒流模型，松砂与紧砂模型分别生成的颗粒数

目为 14880 与 19020 个，颗粒流模型重力平衡后，将

整个计算模型速度场、位移场清零，随后建立盾构隧

道开挖模型，具体方法为：删除开挖区域土体颗粒，

用墙体建立盾构和衬砌模型。考虑到盾构隧道开挖是

一个逐步推进的过程，本文研究的重点是隧道动态掘

进过程中开挖面的破坏形态、开挖面极限支护力以及
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残余支撑力变化特征，故而在盾构开挖面前方布置了

测量圆。颗粒流建模计算过程中，盾构隧道掘进分为

四步，每步计算之前均使盾构机头向前推进 2 cm，并

计算至系统平衡，再使盾构以 0.1 m/s 的速度后退模拟

由盾构施工引起的地层损失，同时编制了盾构“墙体”

平均支护力监测程序。颗粒流计算模型如图 2 所示。 

 

图 2 颗粒流计算模型    

Fig. 2 PFC2D model of tunnel excavation 

2  数值模拟结果分析 
通过分别提取松砂与紧砂数值模型计算结果中盾

构支护力、土体内部土压力、开挖面前方土体孔隙比

变化以及土体位移场数据，得到了开挖面荷载–位移

关系、开挖面支护力、开挖面失稳破坏模式、侧压力

系数以及开挖面附近土体应力变化规律。本文主要介

绍开挖面极限支护力和残余支护力、开挖面附近土体

破坏区范围的确定以及开挖面前方土拱效应的影响规

律。 
2.1  支护力变化规律与土拱效应的影响 

图 3 为归一化后开挖面荷载–位移变化曲线。从

图中可看出，数值计算结果与试验结果基本一致，验

证了模型建立及宏细观参数标定的合理性与准确性。

同时，从中可进一步看出无论砂土密实程度如何，整

个荷载位移曲线均可分为两个阶段：第一阶段为卸荷

阶段，其对应的最小值即为土体极限支护力 A点（松

砂）、A点（紧砂），第二阶段中支护力逐渐增加最

后缓慢趋近于一稳定值，该值可称为残余支护力 B点

（松砂）、B点（紧砂）。从图中曲线总体走势可看

出，相同条件下紧砂的极限支护力比松砂偏小，同样

其所对应的土体残余支护力也相应较小。 
盾构隧道施工引起地层损失过程中，由于土拱效

应引起的竖向土压力减小这一现象已经得到了大量的

工程实例和模型试验的证实，即竖向土拱效应。事实

上，开挖面前方土体也极易形成水平拱，如图 4 所示。

图 4 为数值计算过程中，松砂与紧砂盾构隧道掘进至

∆s=1.5 mm 时模型土体颗粒接触力分布图。从中可看

出，相同掘进速度和埋深比条件下，开挖面前方会形

成水平拱，尤其是密实度较高的砂土，该现象较好地

解释了图 3 中紧砂土体中残余支护力比松砂小的原

因。显然，由于水平向土拱效应的影响，一定程度上 
抵消了开挖面前方部分土体侧压力，导致紧砂的极限

支护力和残余支护力均比松砂小。由此可知，盾构隧

道施工过程中，开挖面支护力是一个逐渐变化发展的

过程，其大小与土体的密实度有密切关系。 

 
图 3 归一化后开挖面荷载–位移变化关系 

Fig. 3 Relation between displacement and support pressure 

图 4 分别为松砂与紧砂模型中盾构掘进完成后

土体中的接触力分布云图。从中可看出，总体上，随

着土体埋深的增加，土体颗粒内部接触力逐渐增大；

松砂中开挖面前方土体局部范围内接触力呈现水平拱

分布形态，而紧砂中开挖面由隧道的开挖引起的水平

拱形态更为显著，其对应的宽度和高度也比松砂中大。

显然，由于隧道施工引起的地层损失影响，开挖面前

方会出现不同程度的水平向土拱效应，且相同条件下

紧砂中水平拱效应更为显著。 
盾构掘进是个持续动态掘进的过程，为分析施工

过程中开挖面前方土体水平向应力（ h ）掘进时的动

态变化特征，数值计算过程中均在距开挖面前方 0.5D
处布置了直径为 D的监测圆，得到了每步掘进时该区

域范围的水平向平均应力变化规律，如图 5 所示。从

中可看出，每步掘进过程中土体前方水平向应力变化

特征与开挖面支护力基本一致，每步完成后开挖面前

方 0.5D处水平向应力有一定程度的“折减”，对比图

4 可知，该“折减”主要是由地层损失引起土体松动

以及水平拱效应共同影响的结果。  
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图 4 接触力分布图 

Fig. 4 Distribution of contact force  

 
图 5 归一化后开挖面前方 0.5D水平应力变化 

Fig. 5 Variation of horizontal stress 0.5D in front of face 

盾构隧道施工过程中土体竖向土压力存在松动效

应，并且随着上覆土体距隧道开挖面竖向距离的增大

该效应越来越明显[16]。事实上，盾构隧道逐步掘进过

程中开挖面前方土体水平向土压力也有类似规律，可

用盾构隧道掘进时开挖面前方土体孔隙比的变化规律

来反映，如图 6 所示。图 6 分别为紧砂和松砂中盾构

隧道四步施工时开挖面前方水平向土体孔隙比变化分

布图。从中可看出，随着距盾构隧道开挖面距离的增

加，开挖面前方土体孔隙比变化逐渐减小。考虑到计

算过程中，每步掘进时均赋予了相同的地层损失量，

即存在一个地层损失累积的现象，因此，土体孔隙比

会随着掘进的推移相应增大；对比图中松砂与紧砂孔

隙比变化幅度可看出，相同条件下盾构隧道掘进时紧

砂中的孔隙比变化更为敏感。 
2.2  开挖面附近破坏区范围的确定 

开挖面前方土体破坏区范围的确定是盾构隧道施

工对环境影响研究中的重要课题，有利于计算开挖面

极限支护力和残余支护力。为此，可以根据土体的极

限支护力以及残余支护力来划分由隧道施工引起的上

覆土体破坏区范围。目前，确定由隧道施工引起的土

体沉降范围主要有两种方法，一种以残余支护力为标

准划分的影响区域，而另一种是以极限支护力为标准

划分得到的范围。为严格区分两者，本文将前一种划

分范围称沉降区，第二种划分标准称为为破坏区；图

7 为颗粒流数值模拟得到的模型箱内沉降区与破坏区

分布示意图（∆s=1.5 mm）。从图中可看出，试验过

程中紧砂与松砂沉降区范围相差较大，松砂沉降区宽

度约为 1.6D，并且延伸至土体表层，表现为地表的沉

陷；紧砂沉降区高度为隧道拱顶上方 1.56D，且未延

伸至表层，故而表层没有发生沉降。对比室内模型试

验结果[14]，可知砂土破坏区主要由 A点与 A点（极限

支护力）范围来确定，而沉降区则是土体发生位移变

形区域，在该范围内土体并不一定发生破坏。事实上，

Chen[17]结果表明，破坏区范围内的土压力稍小于极限

支护力。从图中可看出，紧砂的破坏区（0.64D～0.75D）
比松砂破坏区（1.2D～0.6D）要偏小。数值计算结果

与 Leca[5]的理论解和 Chambon[8]的试验结果基本一

致，表明采用该方法确定破坏区范围的可行性。 

 

图 6 孔隙比变化规律 

Fig. 6 Variation of void ratio 

 

 

图 7 沉降区与破坏区分布图 

Fig. 7 Distributions of failure and settlement zones 
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3  楔形体理论分析 
盾构隧道开挖面稳定性分析中，大多采用楔形体

计算模型来计算开挖面极限支护力[9, 15, 19]。 

 
图 8 改进的楔形体分析模型 

Fig. 8 Improved wedge model 

楔形体分析模型主要假定开挖面前方土体处于临

近失稳时土体滑动区域形状由两部分组成：开挖面前

方楔形体以及其上方规则长方体，然而，本文数值计

算结果（图 7）以及 Kirsch[14]模型试验结果表明，由

于紧砂和松砂的滑动面形态有着根本的区别，若楔形

体上方土体均采用规则长方体显然会带来较大的误

差。为此，可考虑建立如图 8 所示改进楔形体分析模

型，充分考虑由于砂土密实度差异带来的计算误差。  
3.1  受力分析 

图 9 为楔形体受力分析图，其中 C为隧道拱顶埋

深，D为隧道直径，L为下楔形体顶部长度， L为下

楔形体顶部长度，B为楔形体顶部宽度，H1为上六面

体顶部距表层土体的竖向距离，H2为隧道拱顶至六面

体顶部竖向距离。图中，， 分为下楔形体、六面

体倾角，且均与砂土的密实度、开挖面支护力以及土

体内摩擦角有关[10]。 
其中，上六面体、下楔形体受力分别为： v 为上

覆土体土压力； p 为开挖面平均支护应力；N1为下楔

形体侧向滑裂面法向力（除盾构支护面外）；T1，Ts

分别为开挖面下楔形体前端、侧向滑裂面摩擦力；W1，

W2分别为下楔形体、上六面体土体自重；N1为下楔形

体前端滑裂面法向力；P0为上六面体顶部土体竖向平

均土压力。 
3.2  理论推导过程 

楔形体理论分析过程中，有关楔形体顶部宽度 B
的取值一直存在争论[10]。本文开挖面稳定性分析时选

取与 Broere [20]一致：B=0.25πD。目前，三维空间中楔

形体极限平衡状态时土压力的分析普遍采用太沙基松

动土压力计算模型[21]，取上六面体微元进行分析（如

图 9（b）所示），计算过程中可假定水平应力与竖向

应力的比值为静止侧压力系数[22]，可得微元体竖向应

力平衡方程： 

v 0 vd 2 tan d
tan tan
z zB B z K B z   
 
             

 v v2 d ( d )
tan
zc B z B  


        ，        (1) 

式中，  为土体重度，c 为土体黏聚力， 为土体内

摩擦角，K0为静止侧压力系数。 

 

 

图 9 改进楔形体受力分析图 

Fig. 9 Force analysis of improved wedge model 

整理式（1）可得 
v v

0
d 2 tan2 tan tan
d

cK
z z z
  

        。 (2) 

式（2）为非齐次一阶线性方程，由上六面体边界

条件： 0z  ， 0 1 2( ) [ ( )P H C H C L L           
tan ] ，显然，当   90°时，L L ，可得上六面体

中任意深度处的土压力值： 
02( ) tan

v
0

2( ) [1 e ]
2( ) tan

B L K
z

BLBL B L c
B L K




  
 

  
 

 

02( ) tan

[ ( ') tan ]e
B L K

z
BLC L L



 
  


     。  (3) 

下楔形体侧向滑裂面的法向力、摩擦力以及楔形

体自重可表示为[9] 
2

2 0 vtan
2 3
D DN K 

      
 

， 
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2

s 2sin tan
2
DT c N    ， 

2

2 tan
2
DW B    。 

下楔形体前端摩擦力可表示为[9] 

1 1 tan
cos
BDT c N 


   。 

通过对图 9（a）中水平向和竖向受力平衡可开挖

面支护应力： 
水平向受力平衡方程为 

2

2 p 1 1
π cos cos

4
DN T N        ； (4) 

竖向受力平衡方程为 
v 1 s 1 1sin sinB L W T T N           。 (5) 

由式（4）、（5）可得 
v 1 s 1 2 1

p 2

4cos ( sin ) 4sin ( cos )
π sin

B L W T T N T
D

    



        




。

  (6) 
由此可确定盾构开挖面支护力 

2

p
π

4z
DP     。             (7) 

基于改进的楔形体分析模型可计算得到不同 
条件下极限支护力随的变化规律，如图 10 所示。 
从中可看出， 不变时，最大极限支护应力均发生在

等于 60°时，而当一定时， 越大，对应的最大

极限支护应力也越大。 

 
图 10 不同  情况下极限支护应力随的变化(C/D=1,   

.=35°) 

Fig. 10 Relation among ，   and limit support pressure 

3.3  理论解与数值解对比分析 

表 2 给出了 B=0.25πD、C/D=1 时极限支护的理论

解、数值解以及 Kirsch 试验结果的比对。由表 2 可见，

基于改进的楔形体计算模型得到的极限支护力要略小

于二维数值模拟计算结果，这可能是二维数值模拟假

定为平面应变问题导致预测值较为偏大的缘故。从中

可进一步看出，相同条件下紧砂地层中的极限支护力

比松砂中小，这显然与滑裂面的分布形态和拱效应的

影响有关。 

通过将改进的楔形体解析模型与试验结果对比验

证了本文改进楔形体分析模型的合理性与有效性。显

然，由于砂土密实度的差异，盾构隧道在松砂与紧砂

地层掘进，引起土体沉降区和破坏区分布有着本质的

区别，若理论分析模型中不考虑由于砂土密实度差异

带来的影响，其预测结果往往会与实际值有较大的出

入。 
表 2 改进楔形体分析模型与颗粒流计算值、试验值对比 

Table 2 Comparison of limit support pressures obtained by  

         improved wedge method, numerical analysis and tests 
土体类型 

分析方法 
松砂 紧砂 

双楔形体模型/Pa 125.0 89.0 
颗粒流/Pa 127.1 91.0 

Kirsch 试验/Pa 126.0 90.5 

4  结    论 
砂土中盾构隧道掘进时开挖面的稳定性一直受到

国内外学者的关注，而盾构施工开挖面支护力的控制

是研究该问题的核心。考虑到目前国内外学者在分析

该问题时往往忽略土体密实度带来的影响，本文基于

Kirsch 室内模型试验，结合颗粒流数值计算软件和理

论解析的方法，分析了隧道掘进过程中土体密实度对

开挖面极限支护力、残余支护力、开挖面前方土体孔

隙比、开挖面前方土体水平应力的变化规律以及邻近

土体破坏区范围的影响。以此为基础，提出了改进的

楔形体分析模型，并与试验结果和数值模拟计算值进

行了对比，表明对该类问题的分析时有必要考虑土体

密实度的影响。所取得的主要结论如下： 
（1）盾构隧道掘进过程中，开挖面支护力是一个

逐渐变化发展的过程，其大小与土体的密实度有密切

关系，表现为：盾构隧道在紧砂地层中掘进往往受水

平向土拱效应的影响，一定程度上抵消了开挖面前方

部分土体侧压力，导致紧砂的极限支护力和残余支护

力均比松砂偏小；相同条件下盾构隧道掘进时紧砂地

层中的孔隙比变化更为敏感。 
（2）砂土破坏区范围可由极限支护力来确定，而

沉降区大小则可根据残余支护力分布进行判断，在该

范围内土体并不一定发生破坏。相同条件下，紧砂的

破坏区往往比松砂破坏区偏小。 
（3）由于砂土密实度的差异，导致盾构隧道掘进

过程中，土体破坏区和沉降区也会有较大的变化。本

文提出的改进楔形体分析模型可充分考虑该因素变化

的影响。 
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