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考虑主应力偏转和土拱效应的干砂盾构隧道掌子面 
极限支护力计算方法研究 
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摘  要：深埋干砂盾构隧道在施工过程中存在显著的土拱效应，如何确定考虑土拱效应的隧道掌子面极限支护力至关

重要。基于极限平衡法和楔形体理论，提出了一种多层抛物线承载拱模型。根据隧道不同埋深下掌子面失稳破坏的特

征和土拱类别，将隧道状态划分为浅埋隧道、过渡隧道和深埋隧道。考虑多层抛物线承载拱区域主应力偏转角和侧向

土压力系数的连续性，并假定抛物线承载拱为满足合理拱轴线三铰拱结构，推导了过渡区和深埋区多层抛物线承载拱

荷载传递的计算公式，进而通过极限平衡法计算得到掌子面极限支护力。将本模型计算结果与已有理论模型、模型试

验和数值结果进行对比，验证了本模型计算得到的掌子面极限支护力和失稳破坏区的合理性。最后，通过参数分析讨

论了土体内摩擦角对隧道浅埋和深埋分界线以及极限支护力的影响。该研究成果可为深埋干砂盾构隧道极限支护力的

预测提供理论依据。 
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Method for calculating limit support pressure of face of shield tunnels 
considering principal stress axis rotation and soil arching effects in dry sand  
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Abstract: For the deep-buried shield tunnels in dry cohesionless soils, it is critical to determine the support pressure acting on 
the tunnel face due to the significant soil arching effects. Based on the limit equilibrium method and the wedge theory, a 

multi-layer parabolic bearing arch model is proposed. According to the characteristics of failure zone of the tunnel face and the 
category of soil arch under different buried depths, the tunnel state is divided into shallow buried tunnel, transition tunnel and 

deep buried tunnel, respectively. By considering the continuity of the principal stress deflection angle and lateral earth pressure 
coefficient in the multi-layer parabolic bearing arch and assuming the parabolic bearing arch as a three-hinged structural arch 

with reasonable arch axis, the load transfer expression for the multi-layer parabolic bearing arch is derived in transition zone 
and deep buried zone respectively, and then the limit support pressure is calculated. By comparing the proposed model with the 

existing model, model tests and numerical model, the rationality of the limit support pressure and failure zone of the tunnel face 
obtained by the proposed model is verified. Finally, the influences of the internal friction angle on the boundary between 

shallow and deep burials and the limit support pressure are discussed through parameter analysis. This study may provide a 
theoretical basis for predicting the limit support pressure acting on the tunnel face in dry sand. 
Key words: shield tunnel; limit equilibrium; limit support 

pressure; theoretical analysis; soil arching effect
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隧道一系列基础设施逐渐增多，有限的浅埋地下空间

严重制约着城市进一步发展，在可预见的未来，地下

空间开发将由浅埋逐步向深埋方向发展[1]。盾构法因

其安全性高、施工速度快、施工质量好等优点在城市

隧道施工中得到广泛应用。在盾构隧道施工过程中，

作用于掌子面的极限支护力是保证掌子面稳定性的关

键。在浅埋隧道土压力及掌子面极限支护力计算方法

方面，诸多学者已取得了显著的成果[2-6]。然而，随着

埋深的增加，隧道开挖引起的土拱效应对掌子面极限

支护力的影响不容忽视。因此，如何合理预测深埋盾

构隧道掌子面极限支护力是现阶段设计人员面临的巨

大挑战。 
Horn[5]最早提出三维楔形体-筒仓模型，并得到了

广泛应用。传统的楔形体模型假定滑裂面拓展到地表，

并不适用于深埋情况。大量的模型试验表明：当隧道

埋深较浅时（C/D=0.5，C 为隧道埋深，D 为盾构隧道

直径），极限状态下的破坏区可以拓展到地表；当隧道

埋深较深时（C/D=1 或 2），极限状态下破坏区仍位于

地层内部。另外，极限状态下的破坏区内部还伴随着

明显的主应力偏转现象[7]。 
基于上述实验结果，国内外学者提出了适用于深

埋隧道的理论分析模型。Chen 等[8]假定松动区主应力

轨迹线为圆形，提出了一种改进的三维楔形体-棱柱体

模型，该模型假定棱柱体以上土体处于未扰动状态，

并以自重作用于棱柱体。与 Chen 等[8]假定类似，张孟

喜等[1]提出了深埋隧道下开挖面局部失稳和整体失稳

的力学模型，该模型假定土拱区内土压力满足

Terzaghi 计算公式，而土拱区上部覆土以自重作用在

土拱区。Lai 等[9]通过对滑动门试验进行离散元数值模

拟，发现在破坏区和未扰动区之间存在应力重分布区。

Chen 等[10]提出了一种考虑深埋隧道土拱效应的半球

形多层承载拱模型，该半球形承载拱可将部分上覆未

扰动土体荷载传递至筒仓区。Wan 等[11]提出了一种考

虑深埋隧道土拱效应的抛物线承载拱模型，该模型中

将抛物线承载拱假定为结构拱，并利用结构拱的力学

特性计算传递到失稳区的荷载。事实上，应力重分布

区介于未扰动区和破坏区之间，在侧向土压力系数和

主应力偏转方面均具有过渡和连续作用，而在现有楔

形体模型中均忽略了应力重分布区的过渡作用。 
本文考虑破坏区内主应力偏转与应力重分布区的

过渡作用，并假定主应力迹线为抛物线，提出考虑深

埋隧道土拱效应的多层抛物线承载拱的楔形体模型，

进而推导了开挖面极限支护力计算解析式，并与已有

理论模型、室内模型试验和数值结果进行对比分析。 
 

1  多层抛物线承载拱力学模型 
对于浅埋隧道，当掌子面发生破坏时，掌子面前

方土体破坏区极易扩展到地表。随着隧道埋深的增大，

由于土拱效应的存在，掌子面前方土体将发生局部破

坏，如图 1 所示。Lai 等[9]等利用离散元方法对二维滑

动门试验的土拱效应进行了研究，发现在土体破坏区

上方存在一定范围的应力重分布区，并将不同覆土厚

度下的土拱效应可分别归纳为：滑动剪切拱、部分土

拱和完全土拱。 

 

图 1 干砂地层掌子面前方失稳破坏区[12] 

Fig. 1 Failure zones in front of tunnel face in dry sand[12] 

根据上述隧道不同埋深下掌子面破坏特征和土拱

类别，借鉴已有理论和前期研究成果[9-11]，本文提出

了计算掌子面极限支护力的多层抛物线承载拱力学模

型，如图 2 所示。其中，图 2（a）为浅埋隧道，图 2
（b）为过渡隧道，图 2（c）为深埋隧道，分别对应

Lai 等[9]给出的滑动剪切拱，部分土拱和完全土拱。图

3，4 分别为当隧道处于极限状态下掌子面前方破坏区

和模型荷载传递路径示意图。 



532                         岩  土  工  程  学  报                                    2023 年 

 

图 2 不同埋深下的力学模型 

Fig. 2 Mechanical model under different buried depths 

 

图 3 极限状态下掌子面前方破坏区 

Fig. 3 Failure zones in front of tunnel face under limit state 

 

图 4 力学模型荷载传递路径 

Fig. 4 Load transfer path of mechanical model 
本文建立的多层抛物线承载拱模型分别由①多层

抛物线承载拱（应力重分布区）、②抛物线型塌落体、

③筒仓（圆柱体）和④楔形体构成，描述如下： 
（1）多层抛物线承载拱（应力重分布区）。该区

域内土体剪应力未达到土体的抗剪强度，因此可将该

区域假定为稳定的物理拱结构[10-11,13]。基于土体可以

承受压应力而不能承受拉应力，本文将该应力重分布

区假定为多层抛物线承载拱，并将该承载拱视为满足

合理拱轴线的三铰拱[14-15]。当掌子面处于极限状态

时，该区域的位移很小，可忽略不计。另外，假定该

区域的主应力偏转角度与侧向土压力系数沿高度呈现

线性变化。多层抛物线承载拱具有两方面的作用：①

未扰动区的一部分荷载可以通过该多层抛物线承载拱

传递到抛物线型塌落体顶部；②另一部分荷载被传递

到周围稳定地层。 
（2）抛物线型塌落体。当掌子面处于极限状态时，

该区域发生明显的竖向位移。根据 Wan 等[11]的建议，

可以假定该部分与周围稳定地层无剪切摩擦作用，并

以自重荷载作用在筒仓上表面。 
（3）筒仓（圆柱体）。当掌子面处于极限状态时，

该区域发生明显的竖向位移，且与周围稳定土体之间

形成明显的剪切滑动带。作用在筒仓的荷载分别传递

到周围稳定地层和楔形体上表面。 
（4）楔形体。当掌子面处于极限状态时，该区域

向隧道内发生明显的水平位移。作用在楔形体的一部

分荷载被传递到周围稳定地层中，而另一部分由掌子

面支护力平衡。 
本文构建的力学模型基本假定为：①土体材料服

从莫尔-库仑屈服准则，土体均匀分布且各向同性；②

楔形体与掌子面以及楔形体与筒仓接触面面积相等；

③抛物线承载拱为满足合理拱轴线的三铰拱；④侧向

土压力系数和主应力偏转角在多层抛物线拱区域沿高

度线性变化；⑤抛物线型塌落体与周围稳定地层无摩

擦剪切作用，以自重作用于筒仓。 
根据假定②，可确定参数 B，L 和 r 关系为 

 π
2

B D   ，               (1) 

π=
tan 2 tan

BL D
 
   ，      (2)  

2 tan
Dr


   。             (3)  

式中：B 为楔形体宽度；L 为楔形体长度；β 为楔形体

倾角；r 为圆柱体半径；D 为隧道直径。 

2  关键参数取值 
2.1  考虑主应力偏转的侧向土压力系数 Kl 

土体间的相对滑动将导致主应力方向发生偏转，且

松动区内应力分布形式还与主应力迹线形状有关[2-3]。

徐长节等[3]假定主应力轨迹为抛物线，给出了滑动剪

切带上侧向土压力系数 lK 的表达式为 



第 3 期             张  宇，等. 考虑主应力偏转和土拱效应的干砂盾构隧道掌子面极限支护力计算方法研究            533 

 

2 2
0 a 0

l
a 0

0

cos sin
( 1)1+

tan

KK K
 







  ，       (4) 

0
π +
4 2

    ，                 (5) 

2
a

πtan
4 2

K    
 

  。          (6) 

式中：φ 为土体内摩擦角。 
本文假定主应力迹线为抛物线，因此采用式（4）

计算筒仓区侧向土压力系数。 
2.2  多层抛物线承载拱高度 H1 

Terzaghi[16]在滑动门试验中发现活动板向下运动

对活动板宽度 2～3 倍上方土体的应力状态几乎没有

影响。结合 Lai 等[9]数值结果和 Chen 等[10]的建议，多

层抛物线承载拱高度 H1可取为 0.4 倍的筒仓直径，即

H1=0.8r。值得注意的是，隧道状态（图 2）取决于多

层抛物线承载拱高度 H1，具体表现为 
（1）当 C-H3-H2≤0，H1=0。此时为浅埋隧道，

在计算掌子面极限支护力时仅考虑滑动剪切拱效应。 
（2）当 0≤C-H3-H2≤0.8r，H1=C-H3-H2。此时

为过渡隧道，在计算掌子面极限支护力时需考虑松动

区上方的部分土拱效应。 
（3）当 C-H3-H2＞0.8r，H1=0.8r。此时为深埋隧

道，在计算掌子面极限支护力时需考虑松动区上方的

完全土拱效应。 
2.3  抛物线表达式 

将抛物线假定为满足合理拱轴线的三铰拱（图

5），抛物线方程可写为 

2 2
2 2

4
(2 ) ( )

f fy x x
r r

      ，    (7) 

式中：f 为抛物线拱高。 

 

图 5 抛物线模型 

Fig. 5 Parabolic model 

为了求解拱高 f，对式（7）进行求导可得 

2

2
( )

fy x
r

     。          (8) 

大量的学者[8, 11]在求解侧向土压力系数 lK 过程

中，通过严格的理论推导已证明在滑动剪切带上，主

应力迹线与水平线的夹角为 0 （式（5））。因此，将

（x=-r， y=tan 0 ）代入式（8），可得抛物线拱高 f
为 

0
2

tan
2

rf H 
    。         (9) 

将式（9）代入式（7），可得抛物线解析式为 
20tan

2
y x

r


    。           (10) 

2.4  筒仓高度 H3 
筒仓高度 H3对极限支护力具有重要的影响。本文

收集了多个相关的模型试验，统计得到了筒仓高度 H3

和楔形体宽度 L 的试验结果，如表 1 所示。图 6 还给

出了深径比 C/D≥1 工况下 H3/L 的试验结果。H3/L 的

结果在 1.46～2.36 浮动，平均值为 1.9，与 Chen 等[8]

的假定（H3/L=2）较为接近。因此本文同样取 H3/L=2。 

 

图 6 当 C/D≥1 时不同模型试验的 H3/L 

Fig. 6 Results of H3/L under different model tests  

3  极限支护力计算方法 
3.1  多层抛物线承载拱 

图 7，8 分别给出了当隧道处于过渡和深埋隧道状

态下，多层抛物线承载拱区域的侧向土压力系数和主

应力偏转角示意图。当隧道处于深埋状态时，多层抛

物线土拱区顶部和底部的侧向土压力系数分别为 0K
和 lK ，主应力偏转角分别为 0°和 0 。 0K 为静止土

压力系数，表达式为 
0 1 sinK     。          (11) 

当隧道处于过渡状态时，多层抛物线承载拱区域

顶部侧向土压力系数和主应力偏转角取值需根据多层

抛物线土拱区高度 H1线性内插。 
（1）过渡隧道多层抛物线承载拱荷载传递解析 
当隧道处于过渡状态时，多层抛物线承载拱可拓

展到地表，如图 7 所示。顶部的侧向土压力系数 0TK 和

主应力偏转角 0T 可分别表示为 
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表 1 干砂掌子面失稳的模型试验研究 

Table 1 Model tests on stability of tunnel face in dry sand 

文献 研究 
方法 材料 深径比

C/D 
筒仓高度 

H3 

楔形体

宽度 L H3/L 内摩擦

角 φ 
楔形体倾

斜角 β 
归一化极限支护力

σT/γD 

Chambon 等[12] 离心机

试验 
枫丹白露

砂 

0.5 0.5D 0.46D 1.09 

40° 

73.25° 0.045/0.041 
1 0.76D 0.5D 1.52 73.22° 0.046/0.041/0.037/0.043 
2 0.84D 0.5D 1.68 74° 0.05 
4 — — — — 0.051/0.064 

Oblozinsky等[17] 离心机

试验 丰浦砂 
2 0.59D 0.26D 2.27 

32° 
73.15° 0.056 

4 0.59D 0.26D 2.27 — 0.041 
6 0.59D 0.26D 2.27 — 0.085 

Chen 等[7] 1g 试验 长江河砂 
0.5 — — — 

37° 
— 0.065 

1 — — — — 0.076 
2 1.5D 0.75D 2 53° 0.072 

Takano 等[18] 1g 试验 丰浦砂 2 1.18D 0.5D 2.36 31.5° 69° — 
Kirsch[19] 1g 试验 石英砂 1 0.61D 0.35D 1.74 32° 68.44° 0.051/0.055/0.11/0.097 

Idinger 等[20] 离心机

试验 — 
0.5 — — — 

34° 
— 0.038 

1 — — — — 0.074 
1.5 0.67D 0.46D 1.46 68° 0.084/0.08 

Lü 等[21] 1g 试验 福建标准

砂  

0.5 0.5D 0.41D 1.22 
35.7° 

69.44° 0.108 
1 0.65D 0.41D 1.58 69.86° 0.116 
2 0.66D 0.41D 1.61 70.42° 0.155 

汤旅军等[22] 离心机

试验 长江河砂 
0.5 0.5D 0.3D 1.67 

37° 71.3° 
0.037 

1 0.6D 0.3D 2 0.042 
2 0.6D 0.3D 2 0.049 

Sun 等[23] 1g 模型

试验 长江河砂 

1 — 0.66D — 
31.2° 

56.5° 0.073 
2 — 0.54D — 61.5° 0.087 
3 — 0.46D — 65.1° 0.107 
1 — 0.39D — 

35.2° 
68.75° 0.094 

2 — 0.36D — 70.1° 0.125 
3 — 0.31D — 72.6° 0.169 
1 — 0.31D — 

40° 
72.7° 0.141 

2 — 0.28D — 74.3° 0.165 
3 — 0.25D — 76.1° 0.200 

l 0
0 0 1 2 3

1 2

( )
+T

K K
K K H H H C

H H


      ， (12) 
0

0 1 2 3
1

( )T H H H C
H


       。     (13) 

 
图 7 过渡隧道多层抛物线承载拱力学模型 

Fig. 7 Mechanical model for bearing arch in transition tunnel 

将多层抛物线承载拱平均划分为 n 等份，每份跨

中高度为(C-H2-H3)/n，对第 i 份抛物线承载拱进行力

学分析，如图 7 所示。由第 i-1 份抛物线土拱传递下

来的荷载为 qT(i-1)，传递给第 i+1 份抛物线承载拱的荷

载为 qTi。作用于抛物线型塌落区顶部的荷载为

qTn(qp)。每份抛物线土拱的侧向土压力系数和主应力

偏转角取该高度范围内的平均值。因此，第 i 份抛物

线土拱侧向土压力系数 aveTiK 和主应力偏转角 aveTi 平

均值为 

0 2 3 0
ave 0

3 3

( )( )(2 1) ( )
2 ( ) 4( )

l T l T
Ti T

K K C H H i r K K
K K

n C H C H
    

   
 

   

0 0 0 0
0 0 0

( ) ( 1)( )tan tan 2 tanT T
T T T

i i
n n

   
  

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

，

  (14) 
0 0

ave 0 + (2 1)
2

T
Ti T i

n
 

 


    。          (15) 

利用体积积分可求得每份的自重荷载 qTiG为 
2 3 0 0 0 0

0 0
( ) ( 1)( )tan tan

4
T T

TiG T T
C H H i irq

n n n
   

  
                   

     
，

 (16) 
式中： 为土体重度。 
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图 8 深埋隧道多层抛物线承载拱力学模型 

Fig. 8 Mechanical model for bearing arch in deep buried tunnel 

作用在第 i 份抛物线承载拱拱脚的水平推力 FTi

可通过 qT(i-1)，qTiG和 aveTiK 求得 

  ave1( + )Ti TiG Ti TiT iF q q K L   ，     (17) 

式中：LTi为抛物线承载拱拱脚长度，表达式为  
2 3 0 0 0 0

0 0
( ) ( 1)( )+ tan tan

2
T T

Ti T T
C H H i irL

n n n
   

 
                

    
。

 (18) 
作用在抛物线承载拱上的均布荷载一部分可由拱

脚水平推力平衡，另一部分则传递到下一份抛物线承

载拱。通过满足合理拱轴线的三铰拱性质可得 

 
2

1

ave

( )(2 )

8
iG TiT i

Ti
Ti

q q q r
F

f
  

  。     (19) 

将式（17）代入式（19）可得 

 
  ave ave1ave

1 2 2

2( + )8
+

4
TiG Ti Ti TiT iTi Ti

TiG TiT i

q q K L fF f
q q q

r r


    ，

 (20) 

aveTif 为第 i 份抛物线承载拱的平均拱高，表达式为 

avetan
2

Ti
Ti

rf 
   。          (21) 

化简式（20），可得 

 
ave

1 2

2
( + ) 1   Ti Ti Ti

Ti TiGT i

K L f
q q q

r

   
 

。  (22) 

边界条件为：当 i=1 时，qT0=0。对抛物线承载拱

由上至下依次求解，即可得到作用于抛物线型塌落区

顶部的荷载 Pq
： 

ave ave
P 1

1

tan
(1 )+

n
Ti Ti Ti

Tn T G
i

K L
q q q

r




    

ave ave ave ave
2

2

tan tan1 1
n n

Ti Ti Ti Ti Ti Ti
T G TnG

i i n

K L K Lq q
r r
 

 

         
     。

 (23) 
（2）深埋隧道多层抛物线承载拱荷载传递解析 
与过渡隧道解析思路类似，深埋隧道同样利用差

分法由上至下依次求解，如图 8 所示。由于深埋隧道

还存在未扰动区，解析式将发生相应的变化。 

多层抛物线承载拱顶部侧向土压力系数 0K 取为

静止侧向土压力系数，而主应力偏转角取为 0。第 i
份抛物线承载拱的侧向土压力系数 aveiK 和主应力偏

转角 avei 平均值可表示为 

 0 1 0
ave 0

1 2 1 2

( ) 2 1 ( )
2 ( + ) 4( + )

l l
i

K K H i r K KK K
n H H H H
  

      

0 0( 1)tan tani i
n n
          

    

  ，          (24) 

ave 0
2 1

2i
i

n
 


   。             (25) 

每份抛物线承载拱的自重荷载 iGq 为 

0 01 ( 1)tan tan
4iG

i iH rq
n n n

 


              
      

 。(26) 

第 i 份抛物线承载拱拱脚水平推力可表示为 

  ave1( + )i iG i iiF q q K L   ，       (27) 

式中：Li为抛物线承载拱拱脚长度，表达式为 

0 01 ( 1)+ tan tan
2i

i iH rL
n n n

           
    

 。 (28) 

根据三铰拱性质可求得荷载 iq 为 

ave
( 1) 2

2
( + ) 1 i i i

i i iG
K L f

q q q
r

   
 

 。  (29) 

i=1 时， 0q 为上部未扰动区自重荷载，表示为 

0 1 2 3( )q C H H H       。      (30) 
最后得到作用在抛物线型塌落体的荷载 qp： 

ave ave
P 0 1

1

tan
( + ) (1 )+

n
i i i

n G
i

K L
q q q q

r




      

ave ave ave ave
2

2

tan tan1 1
n n

i i i i i i
G nG

i i n

K L K Lq q
r r
 

 

              。

 (31) 
3.2  抛物线型塌落体 

根据 Wan 等[11]建议，可认为抛物线型塌落体以自

重作用于筒仓。抛物线型塌落体自重 WF1可表示 
3

0
1

π tan
4F

r
W


   。        (32) 

因此，作用于筒仓上表面的均布荷载 uFq 为 
3

0

0
P P2

π tan
tan4   

π 4uF

r
r

q q q
r


  

    。   (33)
 

式中： Pq 可通过式（23）或（31）求得。 
3.3  筒仓 

取筒仓任意深度水平微分土层进行受力分析，如

图 9 所示。根据竖向力平衡条件，可得解析式为 
av l

av
d 2 tan
d

K
z r
 

     。      (34) 

式中： av 为作用在微分土层上的垂直应力；z 为距筒



536                         岩  土  工  程  学  报                                    2023 年 

 

仓上表面的高度。 
根据边界条件：z=0，

av =
uFq ，可得 

 l l2 tan 2 tan

av
l

1 e e
2 tan

K Kz z
r r

uF
r q

K

 



 

   。(35) 

令 z=H3，可得作用于楔形体上的均布荷载 Fq ： 

 l l
3 3

2 tan 2 tan

l

1 e e
2 tan

K KH H
r r

F uF
rq q

K

 


 
  

。(36) 

 

图 9 筒仓微分土层受力分析 

Fig. 9 Stress analysis of differential soil layers in silo 

3.4  楔形体 

在楔形体模型中，通过对楔形体进行力学平衡可

求得掌子面极限支护力[8, 10]，如图 10 所示。作用在楔

形体的力包括：①楔形体自重 Gw；②作用在楔形体上

表面的均布荷载 qF（cdef）；③作用在倾斜滑动面 abfe
上的反作用力 Q1N和摩擦力 Q1t；④作用在垂直滑动面

（ace 和 bdf）的两个水平法向力 2Q2N 和两个摩擦力

2Q2t；⑤作用在开挖面的支护力 S。 
楔形体自重 wG 可表示为 

2

w 2
B LG 

   。           (37) 

为了计算作用在垂直滑动面（ace 和 bdf）上的摩

擦力 2Q2t，假定垂直应力沿垂直滑动面（ace 和 bdf）
线性分布[8]，摩擦力 Q2t的表达式为 

2

tan
3

2

F

t

BBLK q
Q

   
 

  。      (38) 

式中：K 为楔形体与周围稳定土层之间的侧压力系数，

根据 Chen 等[10]的建议，可取 K= lK （式（4））。 
反作用力 Q1N和摩擦力 Q1t之间的关系式为 

1 1 tant NQ Q    。         (39) 

根据极限平衡理论，楔形体平衡方程可表示为 

w 1 2 1

1 2 1

cos 2 sin sin
sin 2 cos cos

F N t t

N t t

q BL G Q Q Q
S Q Q Q

  
  

    
   
。(40) 

求解式（40），掌子面支护力 S 和反作用力 Q1N： 

w 2
1

2 sin
=

cos +sin tan
F t

N
q BL G Q

Q


  
 

  ，    (41) 

1 2(sin tan cos ) 2 cosN tS Q Q      。(42) 
值得说明的是，式（41），（42）中楔形体倾斜

角 β 还未给出明确的取值。武军等[24]建议倾斜角 β 可

取为 45°+ φ/2。Chen 等[10]通过对大量模型试验的分

析，发现倾斜角 β 随土体内摩擦角 φ 线性增加，并在

50°+ φ/2 和 60° + φ/2 范围之间。事实上，楔形体倾

斜角 β 会随着内摩擦角 φ 和埋深的改变而改变，并非

为一定值。倾斜角 β 的取值范围可定为[8] 
π π
4 2

    
，   。             (43) 

对倾斜角 β 进行逐一取值，并代入到式（41），

（42）中进行计算。当计算得到支护力 S 最大时，可

求得掌子面临界状态下的极限支护力 T ，表示为 

T 2

4max
π

S
D

    
 

  。           (44) 

 

图 10 楔形体模型受力情况 

Fig. 10 Force condition of wedge model 

4  模型验证 
4.1  参数 n 敏感性分析 

在3.1节提出的多层抛物线承载拱的计算方法中，

作用在筒仓的荷载 quF受参数 n 的影响。理论上，参

数 n 取值越大，计算结果越准确。为了得到 n 的合理

取值，图 11 给出了不同埋深和内摩擦角情况下荷载

quF和参数 n 的关系。可以看出，荷载 quF随着参数 n
取值的增加而增加。当 n≥80 时，曲线近似于一条水

平直线，意味着此时 n 的取值对荷载 quF的影响可忽

略不计。因此，将参数 n 取为 100。 
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图 11 参数 n 敏感性分析 
Fig.11 Sensitivity analysis of parameter n 

4.2  归一化极限支护力 T /( D )对比 
（1）数值结果对比 

为了验证本文提出模型的有效性，利用 FLAC3D

软件建立了三维数值模型。为了避免边界效应的影响，

三维数值模型尺寸为：长×宽×高=10D×5D×9D，

如图 12 所示。隧道直径 D 取为 10 m，埋深 C 取为 3D
（30 m）。模型底部采用固定约束，模型侧边界为法

向约束，模型上表面保持自由。土体采用理想弹塑性

本构模型（莫尔-库仑屈服准则）。土体侧压力系数 0K
和泊松比 分别由式（11），（45）确定。模型参数

和工况设置如表 2 所示。 
0

01+
K
K

    。             (45) 

 

图 12 数值模型 

Fig. 12 Numerical model 

表 2 数值模型参数 

Table 2 Parameters of numerical model 
工况 E/MPa  /(kN·m-3) K0   φ/(°) c /kPa 

1 25 18 0.577 0.366 25 0 
2 25 18 0.5 0.333 30 0 
3 25 18 0.426 0.299 35 0 
4 25 18 0.357 0.263 40 0 
5 25 18 0.293 0.226 45 0 

采用简化的一步开挖进行开挖过程的数值模拟，

并对已开挖隧道周边的位移进行固定，仅允许隧道掌

子面发生变形[25]。初始阶段，作用在掌子面的支护压

力与掌子面中心初始水平地应力一致。随后逐步降低

支护压力，得到支护压力与掌子面中心点水平位移的

曲线。当掌子面支护力减小到一定值时，掌子面中心

点水平位移急剧增大（斜率近似为 0），此时该支护压

力即可视为极限支护力。 
图 13 给出了 5 个工况下，掌子面支护压力与掌子

面中心点水平位移的关系曲线。当土体内摩擦角分别

为 25°，30°，35°，40°和 45°时， T /(γD)分别

为 0.15，0.104，0.073，0.053 和 0.039。数值结果和

本文模型的计算结果对比如图 14 所示。两者均呈现出

随着土体内摩擦角的增加， T /(γD)非线性减小，曲线

逐渐趋于平缓，且当参数 n 取值大于 100 后，本文模

型结果已不受参数 n 取值的影响。本文模型计算结果

稍大于数值结果，预测结果更为保守。 

 

图 13 归一化支护力与掌子面中心点水平位移关系 

Fig. 13 Relationship between T /(γD) and horizontal  
   displacement at central point of tunnel face 

 

图 14 模型计算结果与数值结果的比较 

Fig. 14 Comparison between results obtained by proposed model  

and numerical ones 

（2）模型试验对比 
图 15 给出了工况为 32°，37°和 40°情况下，

本文模型计算得到的 T /(γD)与不同理论模型和模型
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试验的结果对比。本文模型的计算结果与 Leca 等[26]

和 Mollon 等[27]的计算结果较为接近，而小于 Chen
等[8]和 Anagnostou 等[6]的计算结果。当隧道埋深较小

时（C/D＜1），本文计算得到的 T /(γD)随着埋深的

增大逐渐增大，与文献 Chen 等[8]和 Anagnostou 等[6]

的计算结果规律一致。当隧道埋深较大时（C/D＞1）
时，本文计算得到的 T /(γD)随隧道埋深的增大略微增

加，但增幅有限，与 Chen 等[8]给出的结论较为一致。

模型试验结果均位于本文模型计算结果附近，验证了

本文模型的正确性。 

 

图 15 归一化极限支护力计算结果比较 

Fig. 15 Comparison of T /(γD) on tunnel face 

为了更直观的表征归一化极限支护力与内摩擦角

的关系，图 16 给出了不同埋深下，内摩擦角 φ 和 T  
/(γD)的关系曲线。可以看出，计算得到的 T /(γD)随着

内摩擦角的增大而非线性减小。Chen 等[8]模型的计算

结果大于本文模型，这是因为在 Chen 等[8]模型中未考

虑失稳破坏区上方土体应力重分布作用，而是假定失

稳破坏区上方土层均为未扰动区域，将未扰动土体以

自重荷载直接作用于失稳破坏区顶部。将本文模型与

模型试验结果对比可见，除少数数据点外，大部分试

验结果在本文模型计算结果附近，证明了本文模型的

合理性。 

 

图 16 土体内摩擦角和归一化极限支护力关系 

Fig. 16 Relationship between φ and T /(γD) 

4.3  失稳破坏区对比 

图 17 给出了深径比 C/D=3，不同内摩擦角工况

下，本文提出的破坏模式与模型试验实测结果[23]的对

比。可以看出，在不同内摩擦角情况下，本文给出的

掌子面前方失稳破坏区与试验结果较为吻合，验证了

本文模型构建掌子面失稳模式的合理性。 
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图 17 失稳破坏区计算结果与模型试验结果[23]对比 

Fig. 17 Comparison between calculated results of failure zone and  

model tests[23] 

5  参数影响分析 
5.1  内摩擦角对隧道深埋分界线的影响 

图 18 给出了隧道状态边界与土体内摩擦角之间

的关系。随着内摩擦角的增大，隧道深埋和浅埋分界

线呈现出线性减小的趋势。当内摩擦角 φ 由 25°增大

到 45°时，浅埋区分界线 C/D 由 1.0 减小到 0.71，而

深埋区分界线 C/D 由 1.26 减小到 0.9。表明了当土体

内摩擦角越大，隧道越容易进入深埋状态。因此，在

进行工程设计时，应首先根据土体内摩擦角和隧道埋

深确定隧道的状态，以便选择合适的计算方法预测掌

子面极限支护力。 

 

图 18 隧道状态与土体内摩擦角的关系 

Fig. 18 Relationship between tunnel state and φ 
5.2  内摩擦角对归一化极限支护力 T /(γD)的影响 

图 19 给出了不同内摩擦角下，隧道深径比 C/D
和归一化极限支护力 T /(γD)之间的关系。对于内摩擦

角 φ=25°，30°和 35°，当 C/D＜1 时， T /(γD)随着

深径比 C/D 增加而显著增加；当 C/D＞1 时， T /(γD)
随着深径比 C/D 增加略微增加。对于内摩擦角 φ=40°
和45°， T /(γD)随着深径比C/D增加大致呈线性增加。 

 
图 19 不同内摩擦角下深径比与归一化极限支护力的关系 

Fig. 19 Relationship between C/D and T  /(γD)  

6  结    论 
（1）基于楔形体理论和土拱效应，本文提出了一

种用于计算掌子面极限支护力的多层抛物线承载拱模

型，该模型由楔形体、筒仓、抛物线型塌落体和多层

抛物线承载拱构成。 
（2）根据隧道不同埋深下掌子面失稳破坏区的特

征和土拱类别，可将隧道状态划分为浅埋隧道、过渡

隧道和深埋隧道。 
（3）考虑多层抛物线承载拱区域主应力偏转角和

侧向土压力系数的连续性，假定抛物线承载拱为满足

合理拱轴线三铰拱结构，推导了过渡区和深埋区多层

抛物线承载拱荷载传递的计算公式。 
（4）通过参数分析表明土体内摩擦角对隧道状态

和掌子面极限支护力影响较大。随着内摩擦角的增大，

隧道深埋和浅埋分界线呈现出线性下降的趋势，极限

支护力呈现出非线性减小的趋势。 
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