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考虑土拱发挥过程的非饱和砂土盾构隧道极限支护力 
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摘  要：因施工中受注浆及掘进参数影响，地层损失引起的土拱效应逐渐发挥，滑面上剪应力逐渐增大至抗剪强度，

同时应考虑表观黏聚力对剪应力的贡献作用，而 Terzaghi 公式并不能体现这些因素。针对该问题，基于主应力偏转理

论，推导了非饱和砂土不同位置的侧压力系数公式，结合表观黏聚力公式和试验数据，得到与基质吸力相关的分段形

式的表观黏聚力表达式，进而推导出不同土拱效应发挥程度下的松动土压力及盾构极限支护力的计算公式。算例结果

表明同一埋深下，不同饱和度土层中拱顶处松动土压力随土拱效应发挥而逐渐减小且均远小于自重应力。随着含水率

的增大松动土压力存在一个阈值；不同土拱效应发挥程度下，埋深越大，不同饱和度地层拱顶处松动土压力趋向不同

的定值；盾构极限支护力公式计算结果亦存在同样规律，该结论将为非饱和砂土层盾构施工过程中土仓压力的合理设

置提供理论指导，保证施工安全。 
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Calculation of ultimate supporting forces of shield tunnels in unsaturated                 
sandy soils considering soil arching effects 
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Abstract: Due to the influences of grouting parameters and tunnelling parameters in the actual construction, the soil arching 
effects caused by the ground loss gradually in-crease, and the shear stress on the sliding surface increases to the shear strength 
gradually. The contribution of the apparent cohesion of unsaturated sandy soils to the shear stress should be also considered. 
However, the above factors are not considered in Terzaghi's formula. In order to solve the problem, based on the principal stress 
rotation theory, the expressions for the lateral pressure coefficient of unsaturated sandy soils at different positions are deduced. 
Based on with the theoretical formula for the apparent cohesion and the experimental data, a piecewise function for the apparent 
cohesion related to the matric suction is obtained, and the formula for loosening soil pressure as well as the formula for ultimate 
supporting force is derived in consideration of different soil arching effects. The results of the example show that with the soil 
arching effects, at the same depth, the loosening soil pressure decreases gradually and it is always less than the self-weight 
stress. With the increase of water content, there is a threshold value for the loosing earth pressure. Under different soil arching 
effects, with the increase of the depth, the loose earth pressure at the arch crown of strata with different saturations will tend to 
different constant values. Meanwhile, the formula for the limit supporting forces of shield tunnels has the same law. This 
research results will provide theoretical guidance for controlling reasonable chamber pressure of shield tunnelling in the 
unsaturated sandy soils, and ensure the safety of construction.  
Key words: soil arching effect; matric suction; apparent cohesion; shear strength; loosening earth pressure; limit support 
pressure

0  引    言 
近年来城市轨道交通发展日新月异，在盾构掘进

─────── 

基金项目：国家自然科学基金面上项目（51778380）；江苏省住建系

统科技项目（2017ZD045）；河北省交通工程结构力学行为演变与控

制重点实验室开放课题项目（902508867H18002）；江苏建筑职业技

术学院科技课题（JYA318-05 ） 
收稿日期：2019–04–22 
*通信作者（E-mail: 2217766232@qq.com） 

DOI：10.11779/CJGE202005009



874                         岩  土  工  程  学  报                                    2020 年 

过程中，由于支护力设置不当常会导致前方土体出现

坍塌或隆起现象，因此设定合理的支护力成为确保隧

道开挖面稳定性的关键问题。针对开挖面稳定性问题，

国内外学者进行了诸多研究，理论方法包括开挖面稳

定系数法[1]，塑性极限分析法[2-4]，楔形体极限平衡分

析法[5-6]等；试验研究方面，汤旅军等[7]通过砂土的离

心模型试验证实，砂土隧道开挖面破坏时前方为楔形

体、上部为棱柱体。由于基于弹塑性理论的极限分析

法计算过程较为繁琐，很难应用于实际工程，而楔形

体计算模型计算假定明确，概念清晰，因此在砂土盾

构隧道极限支护力计算中得到广泛应用。 
利用楔形体模型计算开挖面极限支护力，关键因

素是确定作用在楔形体上表面的松动土压力。针对浅

埋盾构隧道的松动土压力计算，学者提出了多种方法。

Terzaghi[8]通过 Trapdoor 试验证实了土体中存在拱效

应，认为土拱效应源于土体的不均匀位移，其假定滑

面处土体松弛部分的剪应力已达抗剪强度，即土拱效

应完全发挥，并假设侧压力系数 K = 1.0，根据极限平

衡理论推导出土压力理论公式即太沙基松动土压力公

式。不可否认在浅埋暗挖法隧道施工中，由于爆破、

出渣、通风、立架、喷锚的时间间隔较长，可认为开

挖面上方的土拱效应完全发挥，应用太沙基松动土压

力公式较为适合。黎春林[9]认为太沙基松动土压力直

接用于盾构隧道中是偏不安全的，因盾构隧道与矿山

法隧道施工工艺不同，在盾构隧道施工中，因盾壳保

护、管片支护和同步注浆等因素，隧道拱顶位移将受

到约束，土拱效应不能充分发挥。太沙基松动土压力

公式规定侧压力系数 K = 1.0，未考虑边界土体在发生

位移时的主应力偏转，对于天然状态下的土体，大、

小主应力分别为竖直和水平方向应力，实际上随着隧

道开挖引起土体持续变形，主应力方向将逐渐发生偏

转，这将引起侧压力系数变化，进而对隧道支护压力

产生重要影响。陈若曦等[10]基于主应力旋转理论建立

了无黏性土侧向土压力系数表达式，修正了 Terzaghi
松动土压力公式。Marston 等[11]将土体侧压力系数 K
取为主动土压力系数，得到与 Terzaghi 公式类似的松

动土压力公式。Handy[12]认为侧压力系数为与有效内

摩擦角有关的定值。蔺港等[13]基于土拱效应充分发

挥，同时考虑土体主应力旋转，提出了基于基质吸力

影响的侧压力系数和松动土压力公式。由于上述方法

多为在土体干燥或饱和状态下考虑土拱效应建立的，

与实际盾构隧道施工中常见的低含水率即非饱和状态

下的土体特性存在较大差异，同时土拱效应的发挥过

程是伴随盾构施工工序完成的，土体侧压力系数并非

定值，实为与土体空间位置及施工工序相关的变化值。

目前，研究非饱和砂土地层中因施工因素引起土拱效

应部分发挥状态下盾构极限支护力计算方法还鲜有报

道。 
因此本文以非饱和砂土盾构隧道极限支护力为

研究对象，首先总结非饱和砂土的抗剪强度规律及计

算公式，并以此为基础阐述非饱和砂土地层盾构隧道

上覆土体主应力偏转过程，然后通过分析土体应力状

态得到水平微分土层平均竖向压力与侧向压力和层间

平均剪切力的定量关系，进而建立水平微分土层受力

平衡方程以求解上覆土体竖向压力。并以开挖面前方

滑移土体为研究对象，通过楔形体计算模型建立极限

平衡方程，得到基于不同饱和度砂土在不同土拱效应

发挥条件下的极限支护压力计算公式，并与以往计算

方法结果进行对比，所得结论对类似工程有借鉴意义。 

1  非饱和砂土抗剪强度计算方法讨论 
在北方城市，盾构施工中经常遇到无水或非饱和

砂土地层，由于非饱和土的基质吸力产生的抗剪强度

即表观黏聚力，对稳定隧道开挖面具有有利作用，而

一旦由于降雨入渗或开挖引起地层不均匀沉降导致管

线漏水等因素使砂土含水率大幅增加，由水土特征曲

线可知，基质吸力将随饱和度的提高而降低，导致非

饱和砂土的抗剪强度降低，如施工中不能及时调整土

仓压力，可能会引发开挖面出现坍塌事故。 
目前国内外学者提出的非饱和土抗剪强度的公

式，主要是通过将基质吸力的影响加入莫尔–库仑强度

公式发展而来，莫尔–库仑抗剪强度公式： 

f tanc        ，              (1) 
式中，τf为抗剪强度，c 为黏聚力，σ 为正应力，φ 为

内摩擦角。 
    Bishop 等[14]提出的非饱和土抗剪强度公式为 

    f a a w[ ( )]tanc u u u         ，    (2) 
式中，c为有效黏聚力，ua为孔隙气压力，uw为孔隙

水压力， 为与土的类别和饱和度相关的参数， 为
有效内摩擦角。 

Bishop 将基质吸力对抗剪强度的影响视为一部

分有效应力，将土体中的有效应力进行叠加，而 χ 值

的物理意义不明确且难以求得，因此该公式实际应用

较为困难。Fredlund 等[15]以非饱和土正应力与基质吸

力作为变量提出了抗剪强度公式： 
  b

f a a w( ) tan ( ) tanc u u u          ，   (3) 
式中， btan 为抗剪强度随吸力 a w( )u u 增加而增加

的速率。 
式（3）解释了非饱和土的强度的构成，式中

b
a w( ) tanu u  项可理解为非饱和砂土的表观黏聚力。

试验研究表明 b 会随着吸力的增加而减少，实际中
b 需用非饱和土直剪仪或非饱和土三轴仪进行测定。 
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林鸿洲等[16]通过进行非饱和土的压力板仪和直

剪仪试验，研究了击实土抗剪强度和饱和度的关系，

认为非饱和砂土的黏聚力随基质吸力先增大后减小，

在饱和度为 40%～60%时最大，内摩擦角则随饱和度

增加稍有下降。董倩等[17]通过对非饱和砂土直剪试验

和微观土体颗粒结构分析进行研究，证明粉质砂土的

抗剪强度随基质吸力的变化存在一个阈值，阈值由粉

质砂土微观结构所决定。Fredlund 等[15]认为 b 一般小

于或等于′，并给出了非饱和土抗剪强度包面的直观

模型，认为破坏包面为一平面，相应地 b 为一恒定值。 
文献[15，16]结果表明，基质吸力与非饱和土抗

剪强度呈非线性相关， b 与基质吸力间存在非线性关

系。Fredlund 等[15]研究表明：基质吸力小于进气值时，
b = ；基质吸力大于残余基质吸力时， b =0；基

质吸力在进气值和残余基质吸力之间时， b 随基质吸

力的增加而减小，该阶段为过渡段，为简化分析，设 b
在过渡区随基质吸力线性减小。 b 值随基质吸力变化

曲线见图 1，引用文献[15]的试验数据进行推导论证。 

 

图 1 b 随砂土饱和度变化曲线 

Fig. 1 Curve of b  with sand saturation 

对于非饱和砂土的表观黏聚力可用公式 cb= 
b

a w( ) tanu u  来表示，若 x轴代表基质吸力 a w( )u u ，

由图 2 可知 btan 可以用分段函数表示为 

      b

tan ( [0, ])
tantan = ( )   ( [ , ])

0   ( [ , ])

x a

x b x a b
b a

x b






 
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  

 ， (4) 

式中，a 为进气值，b 为残余吸力值。 
若以坐标轴 y 轴表示表观黏聚力 cb，同理可得 

b 2

tan ( [0, ])
t an ( ) ( [ , ])

0 ( [ , ])

tan  

x x a

x b x x a b
b a

b

y x

x


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
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   



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 



 。 (5) 

表观黏聚力随基质吸力 a w( )u u 变化（即饱和度

的变化）曲线如图 2 所示，可以看出，表观黏聚力 cb

随基质吸力 a w( )u u 变化分为 3 阶段：①第一阶段为

线性增加部分，即基质吸力在达到进气值前，由于

b = 随着基质吸力的线性增加，表观黏聚力 cb亦呈

线性增加；②第二阶段为非线性阶段，该阶段表观黏

聚力与基质吸力关系呈二次抛物线关系，表观黏聚力

值对应文献[15]中主要过渡区与次要过渡区，表观黏

聚力呈现为先增加后减小的趋势，在基质吸力达到残

余吸力值时，表观黏聚力降为 0；③第三阶段表观黏

聚力为 0，这 3 个阶段基本上可以反映出文献[15，16]
试验中非饱和砂土表观黏聚力在一定含水率范围内存

在一个阈值的结论。 

 

图 2 表观黏聚力随基质吸力变化曲线 

Fig. 2 Curve of apparent cohesion with matric suction 

2 非饱和砂土松动土压力计算讨论 
2.1  非饱和砂土侧压力系数的讨论 

文献[17]通过砂土的 Trapdoor 试验，监测了模型

箱内不同位置应力变化，得到不同位置处侧压力系数

不同的结论，侧压力系数随着滑板下移呈现出中线处

大于 1.0 且向两侧递减的正态分布形式。图 3 为中线

处土单元体应力状态随着拱顶下沉量增大的变化过

程，隧道开挖前，地层中土体处于静止土压力 K0状态，

竖向应力 v 为大主应力 1 ，水平应力 h 为小主应力

3 ，根据弹性理论此时的侧压力系数 K = /(1- )，
对于砂土可用经验公式 K = 1-sinφ'表达。隧道开挖后，

拱顶下沉量随地层损失而增大，土拱效应逐渐发挥，

中线处土单元的平均竖向应力和水平应力均减小，莫

尔圆逐渐向左移动，这一过程中竖向应力的减小幅度

远超水平应力减小幅度，从图 3 莫尔圆可以看出中线

处土体主应力轴方向发生了旋转。当隧道拱顶下沉量

达到一定值后，中线处大小主应力会出现相等的情况，

即水平向正应力 h 等于竖向应力 v ，此时莫尔应力

圆退化成一点，此时达到太沙基松动土压力 K1状态，

侧压力系数 K = 1.0，随着土拱效应的进一步发挥，土

单元体达到了极限平衡状态，分析土体单元受力过程

可知，剪应力 τ 随隧道拱顶下沉量的增加从 0 逐渐增

大到抗剪强度 f ，此时为 Kh 状态，因此可以用 O1A
与 x 轴所成的角度 来反映土体剪应力的变化情况，

即 ∈[0，  ]。同时在莫尔圆上该点与小主应力点的

连线与应力主轴成 θ 角度，由以上分析可知，土中应 



876                         岩  土  工  程  学  报                                    2020 年 

力状态从静止土压力 K0状态到 K1状态，再到极限 Kh

状态， ∈[45°+  /2，90°]。 

 

图 3 Trapdoor 试验中线处土应力状态变化示意图 

Fig. 3 Schematic of change of soil stress state at midcourt line in  

Trapdoor tests 

由应力圆的几何关系，可知中线处土单元体的竖

直向应力、水平向应力和剪应力分别为 
        2 2

v 3 1sin cos          ，           (6) 
2 2

h 1 3sin cos          ，           (7) 

1 3 b vcos sin cot( ) [ ] ( )an , )t ( 0c                   。    
(8) 

由于土中一点应力同时满足： 

1 + 3 = h  + v   。         (9) 
随着土拱效应的发挥，中线处侧压力系数 Kz可表

示为 

       
2 2

h

v

1 3
z 2 2

3 1

sin cos
sin cos

K    
    

  
 

  
 。      (10) 

对上述公式进行处理，分子分母同时除以 3 后可

得 

b p 2 2
p

3

z
b p2 2

p
3

2
sin cos

2
sin cos

c K
K

K
c K

K

 


 


 
  
 
 

 
  
 
 

  。   (11) 

由式（9），（10）可知： 
v v

3
h b( cot

sin
+ ) tan
2 2

c 


 


          。 (12) 

设   b b

bh v v3

2 2
( cot )

2 s
tan

in2

c c
c


    



     


  ,  (13) 

则     
2 2

p p
z 2 2

p p

( )sin cos

sin cos ( )

K K
K

K K

  

  

 


 
  。        (14) 

从式（14）可以看出，中线处侧压力系数 Kz是与

重度  、埋深 z、被动土压力系数 Kp、主应力偏转角

度 θ，剪应力增加角度 、表观黏聚力 cb和有效内摩

擦角 相关的隐性表达式，式（14）中的参数 为本

文假定的与饱和度相关的参数，与式（2）中的参数定

义不同。 
同理，可以分析出滑动面处的侧压力系数 Kb的表

达式，文献[17]试验结果表明在滑动面处侧压力系数

Kb小于 1，即在滑动面处的主应力偏转角度有限，分

析滑动面处一点 A 的受力，可知 v  > h ，图 4 为滑动

面处点 A 的应力莫尔圆，当主应力旋转后大主应力作

用面与竖直面呈 θ 角时，对于非饱和砂土而言，由于

存在表观黏聚力 cb，可采用坐标平移法求解，即将纵

坐标向左移动 cb· cot 个单位，剪切应力可表达为 

h 3 htan) tan(           ，    (15) 
 h b hcotc         ，              (16) 

     3 b 3cotc         。           (17) 
滑动面处的水平正应力与主应力关系为 

2 2
h 1 acos s( )inK          。     (18) 

将式（18）代入剪应力表达式可得 
1 a in 2

2
(1 )sK


 

          。    (19) 

式中  τ 为滑动面处一点的剪应力； h ， v 分别为原

坐标系滑动面水平向、竖向正应力；Ka为朗肯主动土

压力系数，Ka = tan2(45°-  /2)； 为土体有效内摩

擦角；cb为表观黏聚力； h ， 1 及 3 分别为在新坐

标轴下滑动面处土体一点的水平正应力及大、小主应

力。θ 为大主应力作用面与水平应力作用面的夹角，

为一变量，代表土拱效应的发挥程度。由莫尔圆可知，

θ 的范围应满足 θ′≤θ≤90°。即当 θ=90°时，主应

力未发生旋转，即没有产生土拱效应，当 θ = 
θ′=45+φ'/2 时，表示此时土拱效应已经充分发挥，达

到极限状态。下面求解平均松动土压力 v ，假定隧道

顶部土拱曲线为圆弧形，平均松动土压力 v 为土拱曲

线上总的竖向力与宽度之比，可用下式求解： 
π

2 2 22
av 1

2 (sin cos s d) inRK
B 

         

2

1 a1 ( 1)
3

cos K  
 


 


          ，     (20) 

可得       v
1 2

a

3
3 cos ([ 1)]K








 

   ，       (21) 

式中，ψ 为土拱曲线任意一点处的大主应力转角。 
将上式带入剪应力公式可得 

h 3 h b v( tan tan tan) K                ，  (22) 

则  h 3 a
2

b v b a

(1 ) tan
tan = tan

(tan )
K

K K K
  

 
 

  




 

  ，   (23) 

     a
b 2

a

(1 ) tan
tan (tan )

K
K

K


 





  。       (24) 

剪应力可表达为 
° °a

v b2
a

(1 ) tan cot ) ( [45 + / 2,90 ])
(tan )

K c
K


    


      


（ 。(25) 
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由式（25）可知非饱和砂土滑动面处的剪应力是

随土拱效应逐渐发挥而不断增大到抗剪强度的，滑面

处的 Kb与砂土有效摩擦角及土拱发挥程度有关，从式

中可以看出 Ka，θ， 是影响侧压力系数的关键参数。 
由式（14），（24）可知，随着 Trapdoor 位移增

大，滑动区域内土体主应力方向发生偏转，且中线处

和滑动面处的土体侧压力系数表达式不同，数值上呈

现出从中线处向两侧减小的趋势。 

 

图 4 Trapdoor 试验滑动面处应力状态变化示意图 

Fig. 4 Schematic of change of soil stress state on sliding surface of  

..Trapdoor tests 

2.2  非饱和砂土松动土压力计算公式推导 

Terzaghi 假定 K=1.0，文献[10]认为黏性土侧压力

系数为与黏聚力、摩擦角、埋深、重度等有关的隐性

表达式，文献[12]则认为无黏性土侧压力系数为与内

摩擦角有关的定值。实际上当隧道开挖时，土体侧压

力系数为与盾构掘进参数相关的变量，其数值与土拱

的发挥程度相关。假设分析模型见图 5，假定：①隧

道开挖导致拱顶下沉时，其上面积 1234 所围成的土体

也随之整体下移，而其余土体不动；②滑动面 14，23
为竖直滑动面，滑动面两侧土体可认为相对不动；③

随着拱顶下沉量增大，滑动面 14，23 上的剪应力由 0
增大到抗剪强度 τf，滑动面上摩擦力亦逐渐增大，土

拱效应亦逐渐发挥，最终达到 Mohr-Coulomb 极限平

衡状态（图 5）。由水平微分土条竖向受力平衡可得 

vd 2
dz B
 




+        ，         (26) 

式中，τ为随隧道拱顶下沉量变化的滑动面处剪应力，

而非抗剪强度，B 为滑动土层宽度，即土拱跨度， 

°45 +
22 cot

2
B R

 
 

   
 

  。         (27) 

由前文叙述可知剪应力公式可表示为 

1 3 a 1
sin2( )cos sin (1 )

2
K 

            。  (28) 

综合式（21）可得剪应力公式为 

a v b
2

a

cot )3(1 ) ( sin2
3 c[ ( )]os 1 2
K c

K
 







 


 



  。   (29) 

图 5 非饱和砂土松动区土体平衡示意图 

Fig. 5 Diagram of soil balance in loose zone of unsaturated sand 

设 a
2

a

3 1 sin2
3
( )

cos ( 12 ])[
K

M
K









 

，则可得 

v b t( )coc M       。              (30) 
代入非饱和砂土的表观黏聚力 cb公式，剪应力可

表示为 
b

a w v[( )tan cot ]u u M          ( (45 / 2 90 ))    ， 。

(31) 

设

°

1

45 +
2cot

2
B R

 
 

   
 

，将式（31）剪应力表达式

代入式（26）可得 
v b

1

( cot )d
d

c M
z B
 


   

+   。     (32) 

对此微分方程分离变量可得 
b

a w
v

1

[ tan cot
d

( )
d

]u u z
B

M  
 

       
 

。(33) 

式（33）为线性齐次方程，设 
b

a w

1 1

[ tan cot
 

( ) ]Mu u MA B
B B
 


 

  ， ， 

可得 

       
vd

d
A B

z





    。             (34) 

解该微分方程过程如下： vd
dB z



  


，对该方程两端

同时进行积分可得 
   vln Bz C             ，      (35) 

可得          ( )
v 1e eBz C BzC            。      (36) 

设 v e Bzu   ，可得 vd
e + e ( )

d
Bz Bzu u B

z
  

   ，将此式

代入到式（34）可得 ve + e ( )Bz Bzu u B A B      ，由此

可得 e Bzu A  。 
    积分可得 

  e BzAu C
B

    。           (37) 

因此 
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b
1 a w

v
[ tan(

e
) cot

e = )
M zBz BB u u MA C C

B M
  


          。(38) 

若地表作用有均布荷载 q，引入边界条件 0
v
z q   ，

可得 
b

1 a w[ tan c) o( tB u u MC q
M

       
  
 

 。 (39) 

将式（39）代入式（38）可得 

1 1

b
1 a w

v
[ tan cot ) () 1 )( e e

M Mz z
B BB u u M q

M
  


          。

(40) 
引入表观黏聚力式（5）可得 

1 1

1 1

1 1

1

2

1

v

1

° °a
2

a

( [0, ])

(

( )
(1 e ) e

(1 e ) e
=

(1 e ) e

3 1 s

[ , ])

( [ , ])

( )
2 [ (

in2
45 + 90

3 c ] 2)os 1

M Mz z
B B

M Mz z
B B

M Mz z
B B

B x M q
M

x a

x a b

x b

bx xB M
b a

q
M

B q
M

KM
K









 


 

 

 

        
              

      
 

      





 


  

，















   

。

 

(41) 
式（41）即为非饱和砂土在考虑土拱效应不同程度发

挥条件下的松动土压力计算公式。对比太沙基松动 

土压力公式 1 1

tan tan
1

v (1 e ) e
tan

K Kz z
B BB c q

K

 




 
  

     
 

， 

可知土体物理力学性质确定时太沙基松动土压力为定

值，而本文推导的松动土压力是随着土拱效应发挥而

变化的。当土拱效应未发挥时，即 θ = 90°时，M = 0，
可求极限得 v  = z ，土压力为原始地应力；当土拱效 
应完全发挥时，θ = 45°+  /2，此时 

a

2
a

3 1 cos

3 cos 45

( )

2 ( 1)
2

KM
K





      





 




， 

上式变为 

1 1

b
1 a w

v
( )[ tan cot

(1 e ) e
M Mz z
B BB u u M

q
M

  


           
 

。 

该式与太沙基松动土压力公式形式类似，不同的

是考虑了基质吸力 a w( )u u 对表观黏聚力 cb的贡献，

而 θ 与盾构施工因素相关，如掘进过程中的地层损

失、注浆效果、管片刚度等因素均与土拱效应的发挥

相关[9]，同时在基质吸力超过一定值后松动土压力退化

成与文献[9]提出的类似公式，只是其中参数 M 不同。 
2.3  地层损失率与土拱效应发挥关系 

非饱和砂土松动土压力式（41）中 M 是重要参数，

土拱效应发挥与之相关，M 越大土拱效应发挥则越充

分，随着埋深增加，土中竖向应力减少越快，水平向

应力相对增加。 取决于盾构开挖过程中的地层损失

率，即拱顶下沉 S 的大小，见图 6，可得 
2 2 2 2

1( )  L L S B    。           (42) 

整理后得 

1

1 1

tan
2 2
BL S S

B S B


 
   
 

  。 

由式（27）可知土拱效应发挥角度与拱顶下沉量

呈递减关系，拱顶下沉量越大，则主应力旋转角度越

大，土拱效应发挥越充分。 

图 6 tan 计算示意图 

Fig. 6 Calculation of tan 

 

3 非饱和砂土盾构松动土压力计算算例 
算例：某盾构隧道穿越非饱和砂土地层，直径 6.2 

m，埋深 25 m，利用文献[16]的试验数据，取基质吸

力进气值为 8.8 kPa，残余吸力值为 60 kPa，假设

a w( )u u <8.8 kPa 时， b = ； a w( )u u >60 kPa 时，
b = 0；基质吸力处于过渡区时，0< b < 呈线性减

小。砂土干重度  =18 kN/m3，设土的有效内摩擦角

  38°，可得对应的主动土压力系数 Ka = 0.24，设

对应的饱和度变化区间为 0～1，假设地面无超载即 q 
= 0 kPa，引入非饱和松动土压力计算公式，即可得 

1 1

1 1

1 1

1

2
1

v

1

a
2

a

( [0,8800])

( [8800,60000

( ) (1 e ) e

( )
(1 e ) e

(1 e ) e

3(1 ) sin2             ( [4

])

(

3 cos ( 1)

[60000, ])

2 [ ]

M Mz z
B B

M Mz z
B B

M Mz z
B B

B x M q
M

B x bx M
q

M

B q
M

KM

x

x

x

K













 

 

 

      
 

   
    

  
     
 


 




 





 

° °5 + 90 ])
2












 



，

 。

(43) 
计算中土拱效应发挥角 θ 取[45°+φ/2，90°]，

对应土拱效应从 0 到完全发挥，在不同饱和度及拱顶

位移下，松动土压力与原始地应力之比见图 7，土压

力量值见图 8。可知随土拱效应的逐步发挥，不同饱

和度下松动土压力均迅速减小，且减小趋势呈非线性

变化，松动土压力减小速率变缓。同时饱和度不同时，
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随着土拱效应的逐步发挥，松动土压力减小的趋势一

致，但随饱和度的提高土压力减小量值幅度不同，这

与不同饱和度下土的天然重度不同有关，同时体现出

表观黏聚力随土体饱和度变化而变化的规律。 

图 7 不同饱和度及拱效应下松动土压力与地应力关系图 

Fig. 7 Relation between loose earth pressure and ground stress  

under different saturations and arch effects 

 

图 8 不同饱和度及土拱效应发挥程度下松动土压力曲线 

Fig. 8 Curves of soil pressure under different degrees of saturation  

and soil arch effects 

随着隧道埋深增加，作用在拱顶处的松动土压力

量值随着饱和度不同及土拱效应发挥程度不同也不

同，由图 9，10 可看出，考虑表观黏聚力在不同饱和

度及土拱效应发挥程度下，松动土压力值均大于太沙

基松动土压力公式计算值，在达到表观黏聚力阈值的

含水率条件下，松动土压力计算值接近黎春林公式计

算值，且两公式计算差值随着拱效应发挥程度增加而

增加，不同饱和度及土拱发挥程度下的松动土压力在

埋深增大时均趋向稳定值。 

图 9 土拱效应 50%发挥条件下松动土压力曲线 

Fig. 9 Curves of loose soil pressure under soil arching effects of  

50% 

 
图 10 土拱效应 100%发挥条件下松动土压力曲线 

Fig. 10 Curves of loose soil pressure under soil arching effect of  

100% 

4  非饱和砂土开挖面极限支护力公式 
楔形体计算模型失稳破坏模式由开挖面前方楔形

体及其上部棱柱体组成，如图 11 所示。由受力平衡可

知作用于楔形体上的力包括： 
（1）Pv为隧道开挖面前方拱顶竖向松动作用力，

Pv = v  BL，式中， v 为隧道松动土压应力，可由式（41）
求得，L 为楔形体顶纵向长度，B 为考虑盾构与方形 

开挖面面积相等后的等效宽度，可求得
π

2
B D ，D

为盾构隧道直径。 
（2）P 为开挖面支护作用力。 

（3）楔形体自重 G，
3

2tan




BG ，式中， 为砂土

重度，β 为滑动块主动破坏时的倾角， °45 /2   [18]，

 为有效内摩擦角。 
（4）开挖面前楔形体倾向滑动面上的摩阻力 T

和法向作用力 N，
2

b tan '
sin
B cT N 


   ，式中，cb 为非饱

和土的表观黏聚力。 
（5）开挖面前楔形体侧向滑动面上的摩阻力 T′

及法向作用力 N′，
2

b z( tan )
2tan

BT c K  


     ，式中，

K 为土体侧压力系数[19]，考虑土拱效应的发挥过程，

K 可用式（24）表达， z 为滑动块竖向平均应力，可

表示为 v
z

2
3 3

B 


   [20]。  

图 11 楔形体模型计算模型图 

Fig. 11 Computational model for wedge 
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通过对开挖面前楔形体滑块的受力平衡来确定最

小支护压力。由楔形体水平向和竖向受力平衡可得 

v

cos 2 cos sin  
sin 2 sin cos  

P T T N
P G T T N

  
  
  

   




，

。
     (44) 

变化可得 
2

b
v( ) 2 [ sin cos ]

sin
c BP m P G T m  


 
       

 
 ，  (45) 

式中，
sin tan cos
cos tan sin

m   
  





，将松动土压力 Pv= v   

BL，cb= b
a w( ) tanu u  ，L=B/tan  及松动土压应力 v   

的表达式代入式（45）可得 
2 2 2

v b
b v( tan ) ( sin cos )

tan sin tan
B c B BP m G c K m

   
  

                
   

。(46) 
将表观黏聚力 cb表达式（5）和松动土压力式（41）

代入式（46）可得在考虑土拱发挥效应下的非饱和砂

土的盾构开挖面极限支护力公式： 

1 1

1 1

2 2 2
v b

b

1

2

1

v

1

( tan )
tan sin tan

             ( sin cos ) 

( ) (1 e ) e

(1

( [0, ])

( [ , ]) e )e

M Mz z
B B

M Mz z
B B

B c B BP P m G c K

m

B x M q
M

bx xB M
b a

q

a

M

x

x a b

B


 

  

 









 

 

               
   
 

       
 
              






，

1 1

2

° °a
2

a

b

( [ , ])

2 [ ( )]

tan ( [0, ])
tan ( ) (

(1 e ) e

3(1 ) sin2 45 + 90
3

[ , ])

0 ( [ , ])

cos 1 2

 

M Mz z
B B x b

x x a

x b

q
M

KM
K

x x a b
b a

x b

c

 









 










       

















  




 
 

         

 


    
 

  

 

 

，

，

。

     (47) 
从式（47）可知，开挖面极限支护力 P 是与非饱

和土体的有效内摩擦角、基质吸力、土体的重度、隧

道的截面尺寸、与拱顶下沉量相关的土拱效应发挥程

度的系数 θ、楔形体土体自重 G、楔形体破裂角  ，

楔形体所处的地层的土压力系数 K 相关的表达式。 

5  结    论 
（1）表观黏聚力随基质吸力的变化分为：①第

一阶段为表观黏聚力随基质吸力线性变化部分，为线

性增加部分；②第二阶段为非线性阶段，表观黏聚力

与基质吸力关系呈二次抛物线关系，呈现为先增加后

减小的趋势；③第三阶段表观黏聚力为 0。非饱和砂

土的表观黏聚力在一定含水率范围内存在一个阈值。 
（2）随着 Trapdoor 位移增大，土拱效应逐步发

挥，滑动区域内土体主应力方向发生偏转，且中线处

和滑动面处的土体侧压力系数表达式不同，其值不是

定值，且呈现出从中线处向两侧减小的趋势。中线处

侧压力系数 Kz是与 ，z，Kp，θ， ，cb， 相关的

隐性表达式，滑动面处剪应力随土拱效应发挥逐渐增

大到抗剪强度，滑面处的 Kb与 Ka，θ， 相关。 
（3）考虑土拱效应不同程度发挥条件下的非饱

和砂土松动土压力计算公式，土拱效应未发挥时，公

式转化为原始地应力公式；土拱效应完全发挥时，转

化为与太沙基松动土压力公式形式类似的公式，该式

考虑了基质吸力对表观黏聚力 cb的贡献，当基质吸力

超过一定值后松动土压力退为黎春林的土压力公式。 
（4）非饱和土层中隧道支护上所受土压力远小

于上覆自重，且减小的程度与土拱效应的发挥有关系；

同时对应表观黏聚力曲线，不同含水率下隧道支护所

受松动土压力不同，松动土压力在基质吸力达到进气

值时存在一个最小值。 
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