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近接既有隧道盾构开挖面三维稳定性分析 
刘英男 1，雷华阳*1, 2，马长远 1，管波涵 1 

(1. 天津大学建筑工程学院，天津 300350；2. 天津大学滨海土木工程结构与安全教育部重点实验室，天津 300350) 

摘  要：针对近接既有隧道条件下的盾构施工开挖面稳定性问题，采用数值模拟和三维理论分析方法进行深入研究。

通过数值模拟手段获取了近接既有隧道的盾构开挖面破坏模式，据此提出了改进的三维旋转破坏理论模型。研究结果

表明，近接既有隧道的盾构开挖面破坏模式主要受开挖面与既有隧道的相对水平距离（s/D）影响，当-1 < s/D < 0.5 时，

开挖面破坏模式呈截面为椭圆的对数螺旋体。提出的对数螺旋体+椭圆柱的三维破坏模型可以反映开挖面失稳扩展沿隧

道纵向和横向的非均匀性，因而能够更准确地分析开挖面稳定性。参数分析表明，盾构隧道开挖面极限支护力对土体

强度最为敏感，其次是隧道埋深和近接距离。在一定埋深和近接距离范围内（C/D = 2.0～3.0 和 d/D = 0.5～1.0），当土

体黏聚力不变时，开挖面极限支护力随土体内摩擦角增加呈现先增后减的趋势，内摩擦角临界值约为 11°～13°。 
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Three-dimensional stability analysis of shied tunnel face adjacent to existing tunnels 
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Abstract: Aiming at the stability of the shield tunnel face adjacent to an existing tunnel, the numerical simulation and 

three-dimensional theoretical analysis methods are used for in-depth research. The failure modes of the shield tunnel face are 

obtained through numerical simulation. The results show that the failure mode of shield tunnel face adjacent to the existing 

tunnel is mainly affected by the distance between the tunnel face and the existing tunnel (s/D), and it looks like a logarithmic 

spirochete with elliptical section when -1 < s/D < 0.5. The proposed three-dimensional failure model which is composed of 

logarithmic spiral body and elliptic column can reflect the non-uniformity of the instability expansion along the longitudinal 

and transverse directions, respectively, hence, the analytical results of the tunnel face stability may be more accurate. The 

parameter analysis indicates that the limit support pressure of the shield tunnel face is the most sensitive to the strength 

parameters of soils, followed by the buried depth and adjacent distance. The limit support pressure of the tunnel face increases 

first and then decreases with the increase of the internal friction angle when the cohesion of soils remains unchanged within a 

certain buried depth and adjacent distance (C/D = 2.0 ~ 3.0 and d/D = 0.5 ~ 1.0), and the critical value of the internal friction 

angle is about 11°~13°. 
Key words: shield tunnel face; existing tunnel; stability; failure mode; analytical model

0  引    言 
维持开挖面稳定性是确保盾构施工安全的关键，

在盾构施工中若开挖面支护力等施工参数设置不当，

将会诱发开挖面失稳，造成地表的沉降[1]。近年来，

中国城市地下工程建设迅速发展，出现了越来越多的

新建隧道近接既有隧道施工案例[2]。盾构隧道近接施

工的力学行为更加复杂，施工风险更加突出。与常规

单一隧道不同，近接施工中的盾构开挖面稳定性分析

受既有结构、近接形式和近接距离等因素的影响，因

而呈现出多体、多形式、多过程的特点。当前针对近

接施工盾构开挖面稳定性分析的研究成果匮乏，理论

依据尚不完善，给盾构近接施工带来较大风险。 
盾构隧道开挖面稳定性问题已成为地下工程施工
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安全研究的重点。国内外学者从模型试验、理论分析

和数值模拟等方面开展了大量的研究。模型试验是研

究盾构开挖面失稳破坏的主要手段之一，基于离心模

型试验、大尺寸模型试验和小尺寸透明土模型试验等

方法，学者们得到了砂土地层的烟囱状破坏模式[3]和

黏土地层的盆状破坏模式[4]。在理论分析方面，学者

们基于极限状态分析方法（极限平衡法和极限分析法）

提出了二维及三维的失稳破坏模型，包括二维锥形模

型[5]、二维对数螺旋线模型[6]、三维对数螺旋体模型[7]、

经典三维楔形体模型[8]、各类改进的棱柱体-楔形体模

型[9-11]、Torus 模型[12]和三维水平球缺形模型[13]等。二

维模型和楔形体模型由于过于简化，因而计算结果误

差较大，而三维旋转破坏理论考虑了破坏体三维空间

形态，并且可用于砂土和黏土地层，因而具有明确的

物理意义，准确性高，适用性广。近年来已有研究考

虑不同影响因素对三维旋转破坏理论进行了改进，如

Zou 等[14]考虑土拱效应影响，将对数螺旋线旋转模型

在隧道拱顶以上部分修正为半椭球体；Ibrahim 等[15]

考虑开挖面位于成层土地基，采用分段的对数螺旋形

进行修正；Li 等[16]考虑渗流的影响，将水头方程引入

三维旋转模型。然而，考虑近接既有隧道条件下的盾

构开挖面稳定性问题及其相关计算方法还鲜见报道，

因而本文基于近接既有隧道条件下开挖面破坏模式，

对三维旋转模型的截面形状进行修正，可用于深入分

析近接施工的盾构开挖面稳定性。 
数值模拟是确定盾构隧道开挖面破坏模式的主要

手段之一，主要包括有限元法（FEM）、有限差分法

（FDM）和离散元法（DEM）等。有限元法在计算大

变形时可能会出现网格畸变导致计算不收敛。离散元

法虽然对大变形问题处理较好，但计算效率较低，并

且对于足尺模型无法还原土体的真实粒径。有限差分

法作为隧道围岩变形计算的常用方法，具有求解速度

快，计算精度高和可处理大变形等优势而被广泛应用。 
本文基于 FLAC3D 有限差分软件揭示了近接既有

隧道条件下的盾构开挖面破坏模式，构建了考虑水平

方向破坏扩展不均匀性的对数螺旋体+椭圆柱的开挖

面稳定性三维理论分析模型，给出了考虑土体黏聚力

和重度影响系数的开挖面极限支护力表达式。分析了

近接距离、隧道埋深和地层参数等因素对近接既有隧

道条件下的盾构开挖面极限支护力的影响。 

1  FLAC3D数值模拟 
1.1  数值模型建立 

对于单隧道条件，可以建立半模型以节约计算资

源，但本文主要考虑近接施工条件，若采用半模型会

截断既有隧道，不利于设置边界条件，因此采用全模

型进行数值模拟分析。为尽可能地削减边界效应，模

型尺寸取为 10 倍盾构直径（D = 6 m），如图 1 所示。 

 

图 1 FLAC3D数值模型 

Fig. 1 Numerical model in FLAC3D 

模型边界条件设置为：地表为自由边界，侧面为

固定水平位移边界，底面为固定边界。土体选用基于

Mohr–Coulomb 准则的弹塑性本构模型。数值模型物

理力学参数如表 1 所示。不同地层条件下的土体参数

根据 Mollon 等[17]的建议取为 4 种，分别对应松砂、

密砂、软黏和硬黏。土体的弹性模量根据不同土性分

类进行取值[18]。隧道结构（新建隧道与既有隧道）均

采用衬砌结构单元（Liner），厚度取为 0.35 m。注浆

层采用泥浆的相关参数。利用六面体单元划分网格，

模型建立完成后，共有 79360 个单元，83681 个节点。 
表 1 数值模型参数（引自文献[17-18]） 

Table 1 Parameters of numerical model (data from References 

[17-18]) 

类别 
重度

γ/(kN·m-3)
弹性模量
E/MPa 

泊松比 
  

黏聚力
c/kPa 

内摩擦角

φ/(°) 

土体 

松砂 17.0 17.5 0.397 0 20 

密砂 19.5 65.0 0.263 0 40 

软黏 16.0 3.5 0.414 7 17 

硬黏 18.0 12.5 0.366 10 25 

衬砌 混凝

土 25.0 33500 0.20 — — 

注浆层 泥浆 12.0 50 0.49 — — 

模型生成后，首先施加重力加速度，使模型整体

达到初始地应力平衡状态。其次，开挖既有隧道并施

加衬砌，并再次进行地应力平衡。随后，开挖新建隧

道至既有隧道附近并在开挖面处施加与初始水平地应

力持平的支护力。本文针对盾构开挖面失稳破坏这一

特定阶段进行研究，因此简化盾构施工过程，采用一

次性开挖到位的形式。最后采用逐渐降低支护力的手

段模拟开挖面失稳，这是由于在实际工程中，开挖面

失稳往往是由于支护力不足导致的，即主动破坏模式。

通过逐级降低开挖面支护力（共取 20 级），待每级支
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护力下模型运算至平衡状态或出现塑性流动后方可调

整为下一级支护力[19]，直至支护力降为 0。具体模拟

过程如图 2 所示。近接条件下由于设定既有隧道在新

建隧道上方，限制了土体的变形发展，因而此时破坏

模式的主要影响因素应为隧道间距，而非埋深，故在

近接条件下暂不考虑埋深的影响。具体模拟方案如表

2 所示。 

 
图 2 数值模拟过程 

Fig. 2 Process of numerical simulations 

在模拟过程中，由于盾构开挖面支护力逐渐降低，

开挖面土体产生朝向隧道内部的位移，但位移分布并

不均匀，为了统一量化开挖面位移随支护力的变化情

况，通过 FISH 函数获取开挖面各节点位移的平均值，

以此作为盾构开挖面的代表性位移。 

表 2 数值模拟方案 

Table 2 Scheme of numerical simulations 
土体

类别 近接形式 新建隧道 
埋深比 C/D 

隧道垂直 
净距比 d/D 

开挖面水平 
间距比 s/D 

松砂 
无 1.0，1.5，2.0 — — 

密砂 

松砂 
新建隧道

垂直下穿

既有隧道 
2.0 0.25，0.50，0.75

-1，-0.5， 

0，0.5 

密砂 

软黏 

硬黏 

注：隧道垂直净距比 d/D为新建隧道上表面与既有隧道下表面

的垂直距离 d与新建隧道直径 D之比；开挖面水平间距比 s/D

为新建隧道开挖面与既有隧道中心轴线的水平距离 s与新建隧

道直径 D之比，负值表示盾构尚未穿越既有隧道中心轴线。 
1.2  数值模型建立 

为了验证数值模拟中采用的本构模型和参数的适

用性和正确性，选取 Kirsch 等[3]开展的离心模型试验

结果进行对比分析。图 3 所示为单隧道条件下，埋深

比 C/D = 1.5 时的变形区域对比。可以看出，离心模型

试验中沿开挖面前方和上方的主要变形范围与本文数

值模拟结果基本一致，结果相差均在 5%以内，因此

可以认为数值模型可以较好地还原真实情况。 

 

图 3 失稳变形区域对比[3] 

Fig. 3 Comparison of instability areas[3] 

图 4 为不同埋深条件下开挖面支护力-位移关系

对比结果，其中，虚线为本文单隧道条件下的开挖面

极限支护力，取值原则为：当支护力变化不大时，开

挖面位移显著增加，认为开挖面发生失稳，此时的支

护力即为极限支护力。通过对比可以发现，松砂条件
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下数值模拟结果和离心试验结果[3]相差不大；而密砂

条件下，数值模拟结果未显现出支护力曲线回弹的现

象，这是由于离心试验[3]中采用“位移法”（控制开挖

面的支护面板以一定速度后退模拟失稳的方法），初始

阶段由于土拱效应使得支护力迅速下降，超过临界位

移后，周围土体出现“应变软化”，导致所需支护力回

升[20]。而在实际盾构施工中，开挖面失稳的直接原因

是支护力的不足，因而采用“力法”（即本文中控制支

护力逐级降低的方法）模拟开挖面失稳更加符合实际。 

图 4 无量纲化开挖面支护力–位移关系曲线 

Fig. 4 Relationship between normalized displacement and  

normalized support force of tunnel face 

1.3  数值模拟结果 

近接条件下（松砂，d/D = 0.5）盾构开挖面失稳

变形模式如图 5 所示。由于黏性土层失稳滑移时没有

明显的剪切带，因此多通过采用位移轮廓线来确定破

坏模式的范围[21]。本文参考 Li 等[22]数值模拟结果，

取位移值大于 1%盾构直径的区域为破坏模式包络面。

由模拟结果可见，随着盾构开挖面接近→穿越→远离

既有隧道（s/D逐渐增加），失稳区呈现出沿开挖方向

不对称的特点，这是由于既有隧道与土体刚度差异很

大，限制了土体的位移发展。除 s/D =-0.5 外，其余 3
种条件下开挖面变形模式均与单隧道情况类似，即由

开挖面前方对数螺旋体和上方筒仓状滑动体组合而

成。当 s/D =-0.5 时，开挖面变形呈现出沿既有隧道方

向扩展的形态。 

 
图 5 近接既有隧道条件下开挖面变形模式（不同 s/D） 

Fig. 5 Deformation characteristics of shield tunnel face adjacent  

to an existing tunnel under different s/D 

不同隧道垂直净距下（松砂，s/D = -0.5）的盾构

开挖面失稳模式如图 6 所示。垂直净距对破坏模式的

影响较小，随着净距的增加，上方破坏影响范围有所

增加。不同土性条件下的开挖面失稳模式（d/D = 0.5，
s/D = -0.5）如图 7 所示，可以发现不同土性中的失稳

模式基本一致，只是沿开挖面前方和两侧的扩展范围

有所不同：密砂相比松砂向两侧扩展范围更小，黏土

相比砂土向前方扩展更大。 

 
图 6 近接既有隧道条件下开挖面变形模式（不同 d/D） 

Fig. 6 Deformation characteristics of shield tunnel face adjacent  

to an existing tunnel under different d/D 

 
图 7 近接既有隧道条件下开挖面变形模式（不同土性） 

Fig. 7 Deformation characteristics of shield tunnel face adjacent  

to an existing tunnel under different soil properties 
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近接条件下的开挖面极限支护力如图 8 所示。图

8（a）中虚线为相应地层中的单隧道开挖面极限支护

力，可以看出既有隧道的存在使开挖面极限支护力有

所降低，这是由于既有隧道的刚度远大于土体，在开

挖面失稳过程中起到了“支撑”的作用。对于同种地

层，随着隧道垂直净距的增加，开挖面极限支护力略

有增加，这是由于隧道净距越大，隧道间松动土柱越

高，导致松动土压力越大，也就需要更大的支护力。

图 8（b）为盾构穿越既有隧道过程中的开挖面极限支

护力，可以看出随着开挖面水平间距比 s/D逐渐增加，

开挖面极限支护力呈现先降低后升高的趋势，在 s/D = 
-0.5 时最低，这是由于此时失稳破坏区域与既有隧道

的重合区域最大，既有隧道对开挖面前方土体的“支

撑”作用最显著，因此所需的极限支护力越低。对于

同一工况，软黏土地层的极限支护力最大，这是由于

软黏土强度低且破坏范围较大。 

图 8 不同近接距离下开挖面极限支护力 

Fig. 8 Limit support pressures on tunnel face under different  

adjacent distances 

2  三维旋转破坏模型 
2.1  理论模型描述 

基于数值模拟结果，构建近接既有隧道条件下的

开挖面三维旋转破坏模型。对于近接工况，当 s/D = 

-0.5 时，开挖面破坏模式受既有隧道的影响最大，因

而先依据此工况建立理论模型进行推导。影响开挖面

破坏模式的主要因素为隧道净距，但若垂直净距过大，

则不符合近接施工条件。因此，为体现近接施工特点，

同时参考相关规范中对于近接施工的定义[23]，本文假

定隧道垂直净距不大于 1 倍盾构直径。 
根据数值模拟结果，将开挖面破坏模式简化为对

数螺旋体+筒仓体，如图 9 所示。对于筒仓体部分，

为体现沿开挖面前方和两侧扩展范围的差异性，假设

其为半长轴、半短轴和高度分别设为 a，b和 h的椭圆

柱；对数螺旋体由对数螺旋线旋转得到，对数螺旋线

又称等角螺旋线，曲线上每个点的切向量与对数螺旋

线极点至该点所成的向量均成一固定角度[21]，满足 

 0 0exp ( ) tanr r        。       (1) 

 
图 9 改进的三维旋转破坏模型 

Fig. 9 Improved three-dimensional rotational failure mode 
目前已有一些学者基于对数螺旋体模型开展了盾

构开挖面稳定性的相关研究[14, 17]，但其截面被假定为

圆形，这在多数情况下与实际不符，且无法与本模型

中的上部椭圆体对应，因此本文采用截面为椭圆形的

对数螺旋体作为破坏体模型。对数螺旋体具体生成方

式为：极角为 θ的射线 OG与对数螺旋线 AH、BE分

别相交，以两条对数螺旋线之间线段长度的一半为椭

圆半短轴 b。假定同一地层中椭圆离心率保持不变，

即椭圆长短轴之比不变，设 a = kb。则 

2 1 2 1,  
2 2

r r r ra k b 
    。         (2) 

其中， 
 1 tan exp ( π / 2) tanBr D        ，   (3a) 
 2 sec exp ( ) tanB Br D         。 .  (3b) 

令射线 OG与对数螺旋线 BE相交于 G点，与开

挖面中心线 AB相交于 F点，过 F点作平行于 x轴的

直线 F1F2 与开挖面圆周分别相交于 F1、F2 点，截去

椭圆 F1GF2外侧部分得到椭圆缺形截面，该截面关于

FG 两侧对称。令极角 θ 由 B 增加至 π/2，则生成的

所有截面叠加即形成对数螺旋体。图 10 为近接既有隧

道条件下盾构开挖面失稳变形区域的数值模拟结果与
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理论模型对比，可以看出，所提出的对数螺旋体+筒
仓体模型在各个方向上均可较好地拟合实际位移包络

面。 

 
图 10 数值模拟结果与理论模型对比 

Fig. 10 Comparison between FDM simulation and theoretical  

model 

2.2  理论模型求解 

首先，求解椭圆柱对下部对数螺旋体的土压力。

根据图 9所示条分法，并假设土体服从Mohr–Coulomb
破坏准则，建立垂直方向受力平衡方程： 

0 0 0 0 vπ d π da b z a b    
 0 0 0 v( ) (2π t n )d4 ac Kb zb a     ， (4) 

0 0
1

/( )
n

i i
i

h C D 


    。          (5) 

式中：a0，b0分别为椭圆柱的半长轴和半短轴；γ为椭

圆柱体上方考虑既有隧道空心影响的土体加权平均重

度；γi，hi分别为既有隧道上方各层土体的重度和层厚；

c，φ分别为土体黏聚力和内摩擦角； 1 sinK   为土

体侧压力系数； v 为竖向土压力。 
椭圆柱体上表面压力为既有隧道底部处的土体自

重应力，即 v (0) = γ(C0+D0)，其中，C0，D0分别为既

有隧道埋深和直径。由式（4）及 a = kb可得 

 
 

0

2 π 2 2 tan
π

0

v 0 0

π 2(π 2 2) 1 e

( ) ( ) 
2(π 2 2) tan

k K
z

kbkb k c

z C D
k K





 


 
 

    
 
   

 
。

(6a) 
进而可得椭圆柱体作用在对数螺旋体顶面的竖向

力 v1 （其中柱体高度 h取为隧道垂直净距 d）： 

 
 

0

2 π 2 2 tan
π

0

v1 0 0

π 2(π 2 2) 1 e

( ) 
2(π 2 2) tan

k K
d

kbkb k c

C D
k K





 


 
 

    
 
   

 
。

(6b) 
式中，当 0π /(2π 4 4)c kb k  ≥ 时， v1 取 0，b0可由式

（2）令 θ = π/2 得到。 
其次，建立对数螺旋体对原点O的力矩平衡方程： 

w v T c 0M M M M      ，       (7) 

式中： wM 为重力力矩； vM 为上表面压力 v1 产生的

力矩； TM 为开挖面支护力力矩； cM 为土体抗力矩。 
如图 11 所示，由于直接计算 wM 较为复杂，因此

采用完整对数螺旋体 AHBE 重力力矩减去不规则体

AHB重力力矩进行计算： 

w AHBE AHBM M M    。         (8) 

 

图 11 Mw计算图 

Fig.11 Calculation diagram for Mw 

完整对数螺旋体 AHBE微元体的重力力矩为 

1 2 2
1d π ( )d ( )sin
2AHBEM ab r r r b        

 ， (9) 

对式（9）积分得 
π
2

1 2 2
1π ( ) ( )sin d
2B

AHBEM ab r r r b

          。(10) 

不规则体 AHB 可以近似看作底面为正方形的楔

形体，根据面积等效原则，其边长为 π / 2D ，则 
2

H
H

1 π tan
2 2 3AHB B

hDM h D 
             

  

  H tan 1 exp ( π / 2) tanB Bh D      ， (11) 

式中， Hh 为三角形 AHB中底边 AB的高。 
上表面压力 v1 产生的力矩 VM 为 

2
V 0 v1 0π ( )M kb OE b    ，      (12) 

其中， πexp tan
cos 2 B

B

DOE  


        
。 

开挖面支护力力矩 TM 为 
2

T T π( / 4)( / 2)M D D   。    (13) 

采用条分法计算土体抗力矩 cM ，如图 12 所示。 

 

图 12 条分单元体受力平衡 

Fig. 12 Force equilibrium of soil slices 

假设滑动面上土体强度同时得到发挥，且服从

Mohr–Coulomb 破坏准则： 
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f tanc      。          (14) 

将条分单元体近似看作圆缺形，则根据第 i 个土

条的竖直方向受力平衡，有 
v1 1 2 sin( ) cos( )i i i i i il PP W T N           ，(15) 


1 2 tani i iT cl PQP N     。       (16) 

其中： di il r  ； cos( )i i i iW S l     为第 i个土条的

重力；Ti，Ni 分别为第 i 个土条的滑动面摩擦力合力

和支持力合力。 
ΔSi，P1P2和1 2PQP 可根据几何性质进行求解： 

2 2 2 2
1 2 1 2 1 2

1 22 2
1 2

2

0
1 2 0

0

4arccos
4 4 4

4

sin tan
2 1

cos

i

i B

i

PP PQ PP PPPQ PP PQ
PP PQ PQ PQ

S

r D b
PP a

b

PQ r

 



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

  
   

 


，

，


2 2 2

1 2 1 2
1 2 2 2

1 2

4arccos
4 4

PP PQ PPPQP PQ
PP PQ PQ

   
        

 。(17) 

由式（15）～（17）可得 




v1 1 2 1 2

v1 1 2 1 2

cos( ) d sin( )d  
tan sin( ) cos( )

cos( ) d sin( )d
tan

tan sin( ) cos( )

i i i i i
i

i i

i i i i i
i i

i i

r PP W cr PQPN

r PP W cr PQP
T cl

      
    

      


    

   


  

   
 

  

，

。

(18) 
滑动面上土体抗力的微力矩为 

cT

cN

d cos  
d sin  

i i

i i

M Tr
M N r




 
 

，

。
          (19) 

则滑动面上土体抗力的总力矩为 
π
2

c cT cN ( cos sin )
B

i i i iM M M T r N r


         


π

22
1 2

2 sin
cos d

dB

i i
i

N r
cr PQP




 


   
   。 (20) 

最后，联立式（7），（8），（10）～（18）和(20)，
可得 

T ccN DN     。         (21) 

式中： T 为开挖面支护力； cN ，N 分别为土体黏聚

力和重度对开挖面支护力的影响系数： 


 

2
0 0

0
3

π 2
2 2 1 22

2 1 23

0

2(π 2 2) tan8 ( ) exp 1
π

tan

2sin cos( )8 cos
π tan tan sin( ) cos( )

2(π 2 2) tanexp 1
π

B

c

k Kkb OE b d
kb

N
D K

r PPr PQP
D K

k K d
kb







  


     



   
    

   

    
  

   
    

   



2
2 1 22sin sin ( ) d

tan sin ( ) cos( )
r PQP  


    

  


   
  ，    (22) 

π
H2 H B1 2 2

4 2

tan4 ( )( )sin d 3B

hh Dab r r r b
N

D D




 
        

  

2
0 0 0 0

4

2 3
0 0

0
4

π 2
22

4

2
2 1 2

8 ( )( )

2(π 2 2) tan4π ( ) 1 exp
π

(π 2 2) tan

2sin cos( )8
π tan sin( ) cos( )

2sin cos( )
tan sin( ) cos( )

B

kb OE b C D
D

k Kk b OE b d
kb

D k K

r S
D

r PP







  
    

  
    

 


       
   

 


      


 


  



  

0
0

0

2(π 2 2) tanπ 1 exp
π

2(π 2 2) tan

k Kkb d
kb

C D
k K





    
     

         

d。
 

 (23) 
当 s/D 为其他值时，可采用线性插值对开挖面极

限支护力进行求解，具体为 

Tm T0
*
T Tm T0

T0

(0.5 / ) ( / 0.5)    ( 0.5 / 0.5)
2( / 1) 2( / 0.5)   ( 1 / 0.5)

                                                  ( / 1 / 0.5)

s D s D s D
s D s D s D

s D s D

 
  



     
       
 

。

≤ 或 ≥

(24) 
式中： *

T 为相应 s/D处的极限支护力； Tm 为近接条

件下 s/D =-0.5 时的极限支护力； T0 为相同土性和埋

深的单隧道开挖面极限支护力，可令 k = 1 进行计算。 

3  理论模型验证及参数分析 
3.1  理论模型验证 

理论模型中自定义参数为两个：OB 与垂直面的

夹角 B 及椭圆长短轴之比 k。根据村山公式原理[6]，

对数螺旋线在盾构底面与水平方向夹角为 π / 4 / 2 ，

则 π/4 / 2B   。近接条件下 k 值主要受地层条件和

既有隧道影响，可由数值模拟结果得到（松砂：k = 1.8；
密砂：k = 1.3；软黏：k = 1.9；硬黏：k = 1.6）。由于

式（22）和（23）较为复杂，可代入已知参数至 Matlab
中进行求解。当隧道埋深较大（通常 C/D > 3.0），则

盾构施工引起的土拱效应、渐进性破坏特性与常规埋

深隧道完全不同[13]，因此本文暂不考虑大埋深情况。 
图 13 为本文理论分析和数值模拟结果与其他学

者的结果对比。单隧道条件下（图 13（a））的理论分

析结果与已有试验结果和本文数值模拟结果均符合较

好。图 13（b）为松砂地层近接条件下（s/D = 0）的

结果对比，可以看出，本文基于三维旋转破坏模型得

到的极限支护力与数值模拟结果的偏差在 10%以内，
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表明计算结果较好，且相比于数值模拟繁琐的建模过

程可以大大提高不同工况下的计算分析效率。 

图 13 开挖面极限支护力结果对比 

Fig.13 Comparison of limit support pressure of tunnel face 

3.2  理论模型参数分析 

在本文理论模型中，参数 k体现了近接工况下破

坏体横截面的椭圆程度，这一现象是由于土体变形向

上方的扩展被既有隧道限制而只能沿水平方向扩展，

并且沿既有隧道方向的土体存在与既有隧道“剥离”

的趋势，更加容易产生变形，因而与垂直方向的土体

变形扩展产生差异。土体 c，φ值越高，变形越不易扩

展，导致土体更趋于各向同性，因此两个方向的变形

范围差异（k值）随土性抗剪强度增加而降低。 

如图 14 所示，开挖面极限支护力随黏聚力的增加

而线性降低，随土体内摩擦角 φ增加呈现出先增加后

降低的趋势，随埋深增加近似线性增加。极限支护力

影响系数 Nc、Nγ与土体内摩擦角的关系如图 15 所示。

由于土体黏聚力起抗力作用，因而 Nc 为负数。Nc 随
土体 φ值增加而先增加后降低，随近接距离增加而降

低。Nγ随 φ值增加先基本不变而后逐渐降低，随近接

距离增加而增加。此外，当土体内摩擦角较大

（φ>30°）时，近接距离对 Nc的影响很小，这是由于

内摩擦角越大，破坏范围越小，邻近的既有隧道的影

响越低。 

图 14 土性参数对极限支护力的影响 

Fig. 14 Influences of soil parameters on limit support pressure 

图 15 极限支护力系数与土体内摩擦角关系 

Fig. 15 Relationship between coefficient of limit support pressure  

and internal friction angle of soils 
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4  结    论 
本文揭示了近接既有隧道条件下的盾构开挖面破

坏模式，构建了对数螺旋体+椭圆柱的开挖面失稳三

维破坏模型并对主要参数进行了分析，得到以下 3 点

结论。 
（1）近接既有隧道条件下盾构开挖面失稳三维变

形区呈现沿隧道纵向和横向不对称的特点。当盾构开

挖面与既有隧道轴线距离（s/D）在-1～0.5 时，破坏

模式呈现螺旋体+筒仓体形态。隧道垂直净距和土性

对近接条件下开挖面破坏模式影响不大，但会改变三

维方向上破坏扩展范围。 
（2）改进的对数螺旋体+椭圆柱体模型可以反映

开挖面失稳扩展沿隧道纵向和横向的非均匀性，因此

更加符合近接既有隧道条件下的实际开挖面破坏模

式，且可以通过设置参数 k使其适用于单隧道条件。

基于所提出的破坏模型，推导了可以反映土体黏聚力

和重度影响系数的开挖面极限支护力计算公式。 
（3）理论模型中参数 k可体现开挖面失稳变形沿

隧道纵向和横向扩展的非均匀性。土体强度越高（黏

聚力 c和内摩擦角 φ越大）、隧道埋深越浅、近接距离

越小，则开挖面极限支护力越低。开挖面极限支护力

影响系数 Nc、Nγ随土体内摩擦角 φ增加呈现先增加后

降低的变化趋势。内摩擦角临界值约为 11°～13°。 
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国际地下空间大会和第二届地下空间探测大会会议通知 

ACUUS 2023-EUUS-2（国际地下空间大会和第二届地下

空间探测大会）将于 2023 年 11 月 1 日—4 日在新加坡召开。

为了能够服务于更多学者，本次大会将在新加坡设置主会场，

中国（徐州）设置分会场，通过虚拟平台实现国内外线上线下

交流。大会网址为 https://www.acuus2023.com/。 

本届会议将围绕地下空间研究方向征集论文，包括地下建

筑、地下空间实例研究、资源开发与空间利用等 15 个主题。 

组委会将遴选优秀论文，在 Tunnelling and Underground Space 

Technology、Underground Space Journal 和 Deep Underground 

Science and Engineering 组建特刊。投稿链接 https://www.acuus 

2023.com/submission-form。 

组委会将举办青年论坛或青年学者全体会议，组委会将根

据科学委员会的建议，挑选数名青年学者在青年学者全体会议

上进行发言并颁发荣誉证书。 

摘要提交截止日期 2023 年 3 月 1 日，摘要提交结果通知

2023 年 5 月 1 日，全文提交截止日期 2023 年 6 月 15 日，早鸟

注册截止日期 2023 年 9 月 1 日。

（大会组委会 供稿） 

 

 




