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浅埋纵坡盾构隧道开挖面被动失稳的上限法分析
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摘要:浅埋盾构隧道的覆土厚度不足导致开挖面极易被动失稳,而隧道纵坡的存在又导致

覆土厚度突变,进一步加剧了开挖面被动失稳的风险,为此亟需探索浅埋纵坡盾构隧道开挖面

稳定性的分析方法。 基于极限分析上限法,提出了一种同时考虑隧道纵坡和开挖面局部失稳

的二维旋转 平动机构,该机构由 2 个刚性平动块和 1 个刚性旋转块组成,并获得了开挖面被

动失稳的极限支护压力和破坏模式。 最后分析了纵坡 δ 和破坏比 η 对开挖面极限支护压力和

破坏模式的影响,并结合工程实例验证了所提破坏机构的合理性。 结果表明:随着纵坡 δ 的增

加,开挖面的局部失稳范围逐渐增加;而随着埋深比 C / D 的增加,由开挖面的局部失稳向整体

失稳演化;刚性旋转块的转角 θ 随着纵坡 δ 的增大而减小,且纵坡 δ 对转角 θ 的影响最显著。
关键词:浅埋隧道;盾构开挖面;隧道纵坡;局部失稳;被动稳定性;上限法分析
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Abstract:

 

Due
 

to
 

its
 

insufficient
 

cover
 

thickness,
 

the
 

excavation
 

face
 

of
 

shallow-shield
 

tunnels
 

is
 

susceptible
 

to
 

passive
 

instability.
 

Tunnel
 

longitudinal
 

slope
 

lead
 

to
 

sudden
 

changes
 

in
 

cover
 

thickness,
 

making
 

the
 

passive
 

failure
 

mechanism
 

of
 

tunnel
 

faces
 

more
 

complicated.
 

There
 

is
 

an
 

urgent
 

need
 

to
 

explore
 

analytical
 

methods
 

for
 

excavation
 

face
 

stability
 

in
 

shallow-buried
 

longitudinal
 

slope
 

shield
 

tunnels.
 

Based
 

on
 

upper
 

bound
 

analysis,
 

a
 

two-dimensional
 

rotation-translation
 

mechanism
 

is
 

proposed
 

that
 

simultaneously
 

considers
 

tunnel
 

longitudinal
 

slope
 

and
 

local
 

instability
 

at
 

the
 

excavation
 

face.
 

The
 

mechanism
 

is
 

comprised
 

of
 

two
 

rigid
 

translation
 

blocks
 

and
 

one
 

rigid
 

rotation
 

block.
 

The
 

ultimate
 

support
 

pressure
 

and
 

failure
 

mode
 

of
 

passive
 

instability
 

at
 

the
 

excavation
 

face
 

are
 

obtained.
 

Finally,
 

the
 

effects
 

of
 

longitudinal
 

slope
 

δ
 

and
 

partial
 

failure
 

ratio
 

η
 

on
 

ultimate
 

support
 

pressure
 

and
 

failure
 

mode
 

of
 

tunnel
 

faces
 

are
 

analyzed,
 

and
 

the
 

reasonableness
 

of
 

proposed
 

models
 

is
 

verified
 

by
 

combining
 

with
 

engineering
 

cases.
 

The
 

results
 

indicate
 

that:
 

Partial
 

failure
 

range
 

of
 

excavation
 

faces
 

gradually
 

increases
 

with
 

the
 

increase
 

of
 

longitudinal
 

inclination
 

angle
 

δ.
 

As
 

the
 

cover
 

depth
 

ratio
 

C / D
 

increases,
 

partial
 

failure
 

of
 

the
 

excavation
 

face
 

evolves
 

into
 

global
 

failure.
 

The
 

rotation
 

angle
 

θ
 

of
 

the
 

rigid
 

rotating
 

block
 

decreases
 

with
 

the
 

increase
 

of
 

the
 

longitudinal
 

inclination
 

δ,
 

and
 

the
 

longitudinal
 

inclination
 

δ
 

has
 

a
 

significant
 

effect
 

on
 

the
 

rotation
 

angle
 

θ.
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0　 引言

随着我国基础设施建设的蓬勃发展,地铁已成

为缓解城市交通拥堵的关键,盾构法凭借其安全高

效的优势,在地铁隧道的施工中被普遍应用。 在盾

构掘进过程中,由土舱或泥水舱提供的支护压力能

够有效抵御开挖面前方土水压力,以避免开挖面的

失稳。 若开挖面的支护压力不足则可能发生主动

失稳,导致地表塌陷;若开挖面支护压力过大则可

能发生被动失稳,造成地表隆起[1] 。 特别是浅埋

盾构隧道的覆土厚度不足,在盾构施工中极易引发

开挖面被动失稳。
对于 浅 埋 盾 构 隧 道, 根 据 《 地 铁 设 计 规

范》( GB5017—2013) [2] 认为,其埋深比 C / D 不宜

大于 1. 5。 近年来我国城市地下轨道交通建设飞

速发展,浅埋盾构隧道工程已司空见惯,如上海机

场联络线虹桥站至浦东站盾构区间,其隧道直径为

14
 

m 而埋深仅为 9
 

m[3] 。 另外在实际施工中还会

遇到河流和地下管线等障碍物,于是盾构机在掘进

时需要保持一定的纵坡才能避开这些障碍,由于隧

道纵坡的存在,导致掘进期间隧道覆土厚度不断变

化,如图 1 所示。 在这种工况下不仅加剧了盾构隧

道开挖面被动失稳的风险,而且被动失稳的机理势

必更加复杂。 因此,研究浅埋纵坡盾构隧道开挖面

稳定性分析方法,对设计和施工具有重要意义。

图 1　 盾构机纵坡掘进的示意图

Fig. 1　 Schematic
 

diagram
 

of
 

shield
 

machine
 

longitudinal
 

slope
 

tunneling

极限分析法被 Chen[4]首次运用于岩土及地下

工程领域后,近几十年来得到了长足的发展,尤其

是在开挖面稳定性分析方面更是备受关注。 Davis
等[5] 首 次 提 出 了 平 面 应 变 方 向 ( Plane

 

strain
 

heading)概念,将圆形开挖面的稳定性分析简化为

二维平面应变问题。 Sloan 等[6]认为考虑平面应变

方向(Plane
 

strain
 

heading)的开挖面稳定性分析能

更好地预测开挖面前方土体的失稳范围。 基于

此,Leca 等[7] 将开挖面的被动失稳区视为单个二

维刚性圆锥平动块体,并根据极限分析法计算了极

限支护压力。 Soubra[8-9]通过改变二维刚性圆锥平

动块的数量来进一步优化失稳区,以获得更准确的

极限支护压力。 Mollon 等[10-11] 利用空间离散化技

术,分别提出了开挖面被动失稳的平动破坏机构和

旋转破坏机构。 然而现有的离心试验[12] 和模型试

验[13]表明,当开挖面被动失稳时,开挖面附近土体

的位移主要体现为旋转和平动的方式。 Liu 等[14]

提出了一种由两个刚性块组成的二维旋转 平动机

构来模拟开挖面的被动失稳,采用空间离散技术来

连接这两个块体,显著改善了极限支护压力的求解

过程。 胡艳峰等[15] 认为,纵向倾斜的盾构隧道开

挖面被动失稳的破坏机构,其原点坐标会随着纵坡

的变化而变化。 Dias 等[16] 利用 Flac3D 软件研究

浅埋隧道开挖面被动失稳,发现只有开挖面的上半

部分发生失稳。 Li 等[17]对开挖面被动失稳的二维

旋转破坏机构进行了改进,在此基础上考虑了开挖

面局部失稳的影响。 王林等[18] 提出了一种由 5 个

锥块组成的破坏机构,在考虑局部失稳的基础上建

立了开挖面挤出破坏的极限分析模型。 刘庆等[19]

根据旋转破坏机构提出了一种开挖面局部被动失

稳的极限分析模型。 然而,上述研究均未同时考虑

隧道纵坡和开挖面局部失稳的影响,这使得现有成

果可能已不再适用于浅埋纵坡盾构隧道开挖面局

部被动失稳的研究。
为此,本文提出了一种考虑隧道纵坡和开挖面

局部失稳的二维旋转 平动破坏机构,该机构由两

个刚性平动块和一个刚性旋转块组成。 然后基于

极限分析上限法建立了开挖面被动失稳的分析模

型,获得了开挖面的极限支护压力和破坏模式。 最

后探讨了纵坡和局部破坏比对极限支护压力和破

坏模式的影响,并将该模型应用于实际工程以验证

其破坏机构合理性,所得结论可为类似工程提供

指导。

1　 问题描述

1. 1　 开挖面支护压力

盾构隧道开挖面支护压力的分布如图 2 所示,
图中直径为 D 的盾构隧道位于覆土厚度为 C 的均

质地层中,且地下水位位于地表,水的重度为 γw。
如图 1 所示,土体遵循 Mohr-Coulomb 塑性本构模

型并服从相关联流动法则,土体的有效重度、有效

内摩擦角和有效黏聚力分别为 γ′、φ′和 c′,地表处

可能出现的超载为 σs。 当开挖面出现局部被动失

稳时,其失稳特征由局部破坏比 η 来定义,则有

η= DL / D,其中 DL 为隧道拱顶到局部失稳点的
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距离。

图 2　 盾构隧道开挖面支护压力的分布形式

Fig. 2　 Distribution
 

form
 

of
 

support
 

pressures
 

on
 

excavation
 

faces
 

of
 

shield
 

tunnels

根据工程实践经验,盾构机的舱内压力呈梯形

分布,假定其沿深度方向以 γF 的速率线性增加,其
中 γF 表示舱内土体的重度。 在隧道拱顶处的深度

为 z,支护压力由矩形分布荷载 σu 和三角形分布

荷载 γFz 组成,如式(1)所示。
σT = σu + (γF - γw) z - γwC (1)

式中:σT 表示抵抗开挖面处土压力的支护压力。
1. 2　 隧道纵坡

在施工图设计阶段,盾构隧道的纵坡一般限制

在[ -5°,5°]范围之内,由于盾构掘进时需要避开

管线、河流及其它障碍物,其纵坡超过设计值的情

况时常发生。 通过周峻等[20] 对盾构施工案例的总

结,认为盾构隧道的最大纵坡不应超过 10°,因此

将隧道纵坡定义为 δ,其中 δ 的取值范围在[ -10°,
10°]以内。 当隧道纵坡 δ>0 时,盾构机沿仰坡方

向向上掘进;当隧道纵坡 δ = 0 时,盾构机沿水平方

向掘进;当隧道纵坡 δ<0 时,盾构机沿俯坡方向向

下掘进,隧道纵坡的几何含义如图 3 所示。
由于纵坡隧道的埋深比 C / D 并没有给出统一

的定义,于是本文根据 Cheng 等[21] 的研究,将隧道

拱顶至地表的距离定义为浅埋纵坡隧道的覆土厚

度 C,此时埋深比 C / D 的几何意义如图 3 所示。

图 3　 隧道纵坡 δ 和埋深比 C / D 的几何意义

Fig. 3　 Geometry
 

of
 

longitudinal
 

inclination
 

δ
 

and
 

cover
 

depth
 

ratio
 

C / D

2　 开挖面被动稳定性分析模型

2. 1　 极限分析上限法

极限分析法依托其逻辑严谨和计算简洁的优

势已逐渐成为研究土体极限状态的主流方法,而上

限法则是根据运动容许破坏机构和功能平衡原理

求解土体临界破坏荷载的上限值[22] 。 为了将极限

分析上限法应用于盾构隧道开挖面稳定性分析中,
做出了以下假设:

(1)为研究开挖面前方土体的失稳范围,即开

挖面的破坏模式,假设失稳的土体在平行于横截面

的方向无限长,属于平面应变问题。
(2)假设土体为理想弹塑性材料,且土体为满

足 Drucker 公设的稳定材料,同时失稳的土体均达

到塑性状态,土体在变形前后发生的尺寸变化

极小。
(3)假设地下水位位于地表,且地下水位不随

盾构的掘进长度变化,同时忽略刀盘转动和刀盘开

口渗流对开挖面稳定性的影响。
依据极限分析上限法,浅埋纵坡盾构隧道开挖

面局部被动失稳的分析过程可分为 3 个步骤:首先

构建运动学容许破坏机构,该破坏由一个或多个刚

性块体组成;其次根据虚功原理,将破坏机构中外

力功率 Pe 与滑裂面或速度不连续面上内能耗散功

率 Pν 平衡,可得破坏荷载的上限解;最后优化破坏

机构的几何特征以确定开挖面的破坏模式。
2. 2　 考虑隧道纵坡的破坏机构

破坏机构的建立是开挖面稳定性分析关键问

题,虽然三维破坏机构更接近实际情况,但是二维

破坏机构在上限法中的计算则相对简便。 特别是

在 Leca 等[7] 以及 Mollon 等[10-11] 分别提出了开挖

面被动失稳的二维平动和旋转的破坏机构,依靠二

维破坏机构简便且高效的特点,为指导盾构隧道的

设计与施工提供了可靠的手段。
为了有效地分析浅埋纵坡盾构隧道开挖面被

动失稳时土体的破坏特性,Liu 等[14]将上述平动和

旋转的破坏机构结合提出了旋转 平动破坏机构,
本文针对该旋转 平动破坏机构进行了改进,建立

了由 2 个平动刚性块体和 1 个旋转刚性块体组成

的破坏机构,将其称为改进的旋转 平动机构,如图

4 所示。 破坏机构由 3 个刚性块体组成,该机构的

边界形成了开挖面的破坏模式。 在整个破坏机构

中,靠近开挖面处的失稳区被视为平动刚性块体,
将其命名为块体 I;开挖面前方的失稳区被视为旋

转刚体块体,将其命名为块体 II;开挖面正上方失
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稳区被视为平动刚性块体,将其命名为块体 III。
此外,将块体 I、II 和 III 中土体运动的速度向量分

别定义为 vI、vII 和 vIII,块体 I 以速度向量 vI 沿开挖

面前方平动;块体 II 沿速度向量 vII 向上旋转运动;
块体 III 沿速度向量 vIII 向地表运动。 为了说明开

挖面局部失稳的判断依据,于是定义了开挖面失稳

的局部破坏比 η(η = AB / AC =DL / D),当开挖面失

稳时可通过局部破坏比 η 来判断是否发生局部失

稳的情况,若 0 <η< 1,则认为开挖面出现局部失

稳;若 η= 1,则认为开挖面发生整体失稳。

图 4　 开挖面局部被动失稳的破坏机构

Fig. 4　 Failure
 

mechanisms
 

of
 

partial
 

passive
 

instability
 

on
 

tunnel
 

faces

如图 4 所示,依据 Leca 和 Dormieux[7] 的破坏

机构,平动刚性块体 I 和 III 分别由三角形 AO1C 和

NO2M 所形成,根据相关联流动法则,破坏机构中

顶点 O1 和 O2 的夹角均为 2φ,速度向量 vI 和 vIII 与

水平方向呈 α 角。 旋转刚性块体 II 由对数螺旋线

EF 所围成,其旋转角为 θ,该对数螺旋线以点 A 为

极点,其方程如式(2)所示,速度向量 vII 与对数螺

旋线 EF 上任意一点的切线呈 φ′角。
r = r0eθtanφ′ (2)

式中:r0 和 r 分别表示图 4 中 AE 和 AF 的长度。

如图 5 所示,基于 Mollon 等[10-11] 的破坏机构,
对数螺旋线 EF 可以划分为无数条微元段 EE1、…、
En-1En 和 EnF,所以块体 I 则可以划分为无数个三

角形微元体 AEE1、…、AEn-1En 和 AEnF,每个三角

形微元体分别以特定的速度向量 v0、…、vn-1 和 vn
旋转,而每个相邻三角形微元体之间的相对速度向

量分别为 v0,1、…、vn-2,n-1 和 vn-1,n。 根据相关联流

动法则,速度向量 v0、…、vn-1 和 vn 与边界 EE1、…、
En-1En 和 EnF 之间的夹角为 φ′,如图 5(a)所示,图
中 θ 为任意速度不连续边界旋转的角度,Δθ 为三

角形微元体的旋转角。 块体 II 的初始速度和最终

速度分别为 vI 和 vIII:
vI = v0 (3)
vIII = vn (4)

图 5　 块体 II 速度场的几何关系

Fig. 5　 Geometric
 

relationship
 

of
 

velocity
 

field
 

in
 

block
 

II

图 5(b)给出了 AE1 处速度向量的几何关系,
根据该几何关系可得 v1 和 v0,1 的表达式:

v1 = v0
cos(φ - Δθ)

cosφ′
(5)

v0,1 = v0
sinΔθ
cosφ′

(6)

　 　 由式(5)、(6)可知,当 Δθ 趋近于 0 时,则对数

螺旋线 EF 上任意角度的速度向量 v(θ)为:
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v(θ) = v0eθtanφ′ = vIeθtanφ′ (7)
2. 3　 破坏机构的几何关系

为了确定整个破坏机制的功能关系,需要计算

每个刚性块体的面积和边界长度,破坏机构中每个

刚性块的几何特征如图 6 所示。 每个刚性块体的

面积和边界长度的计算过程如下:

图 6　 破坏机构组成部分的几何特征

Fig. 6　 Geometric
 

characteristics
 

of
 

components
 

in
 

failure
 

mechanisms

2. 3. 1　 块体 I 面积与 BE 长度

如图 6 ( a ) 所示, 块体 I 为三角形 AO1E,
∠AO1E 为 2φ′;∠BAE 为 β;AB 长度为 r0。 另外定

义 h1 和 h′1 分别为三角形 AO1E 和 AO1B 的高度。
根据本文所提出破坏机制的几何特征可得以下

关系:
β = φ′ (8)

AB = DL = ηD (9)
AE = r0 = ηD / cosβ = ηD / cosφ′ (10)
h1 = r0 / 2tanφ′ = ηD / 2sinφ′ (11)

h′1 = ηD / tan2φ′ (12)
　 　 以式(8)—(12)为依据,块体 I 面积如式(13)
所示,BE 长度如式(14)所示。

SI =
1
2

(ηD) 2 1
sin2φ′

- 1
tan2φ′( ) (13)

lI = BE = r0sinβ = ηDtanφ′ (14)
2. 3. 2　 块体 II 面积与 EF、AE 和 AF 长度

如图 6(b)所示,块体 II 可离散为多个三角形

微元体,其 EF 为对数螺旋线,∠EAF 为 θ;将 AF 的

长度定义为 r。 点 A 被定义为局部坐标系的原点,
同时将 AE1、 …、AEn-1 和 AEn 的长度分别定义为

r1、…、rn-1 和 rn;将点 E1、…、En-1 和 En 到原点 A 的

水平距离分别定义为 x1、…、xn-1 和 xn。 根据本文

所提出破坏机制的几何特征可得以下关系:

rn = rn-1eΔθtanφ′ = r0eθtanφ′ 　 (n = 1,…,n - 1)
(15)

xn = xn-1eΔθtanφ′ 　 (n = 1,…,n - 1) (16)
　 　 根据上式可得块体 II 中三角形微元体

AEn-1En 的面积为:

SAEn-1En
= ∫rn

0
cos(φ′ + Δθ)dxn(n = 1,…,n - 1)

(17)
　 　 通过对三角形微元体 AEn-1En 在[0,θ]范围内

积分,可得块体 II 面积为:

SII = rn∫α-β-δ

0
cos(φ′ + Δθ)dθ　 (n = 1,…,n - 1)

(18)
　 　 由于块体 II 在整个机构中作为块体 I 和 III 的
过渡,于是 EF、AE 和 AF 均为速度不连续边界,在
这些边界上均有内能的损耗。 因此,EF 长度如

式(19)所示;AE 和 AF 的长度之和为:

lII = EF = rn∫α - β - δ
0
e2θtanφ′dθ (19)

lAEAF = AE + AF = ηD / cosφ′ + r0eθtanφ′ (20)
2. 3. 3　 块体 III 面积与 AN 和 FM 长度

如图 6 ( c) 所示,块体 III 为三角形 NO2M,
∠NO1M 为 2φ′;AF 长度为 r。 另外 h2 和 h′2 分别

为三角形 NO2M 和 AO2F 的高度。 根据本文所提

出破坏机制的几何特征可得以下关系:
h2 = C + rcosα + rsin(α - φ′) / 2sinφ′ (21)

h′2 = r / 2tanφ′ (22)
MN = L = h2[1 / tan(α - φ′) - 1 / tan(α + φ′)]

(23)
　 　 以(21)—(23)为依据,块体 III 面积如式(24)
所示,AN 和 FM 的长度之和为:

SIII =
1
2

C + rcosα + rsin(α - φ′)
2sinφ′

é

ë
êê

ù

û
úú

2

·{
1

tan(α - δ)
- 1

tan(α + δ)
é

ë
êê

ù

û
úú - r2

2tanφ′} (24)

lIII = AN + FM = C
sin(α + φ′)

+ C + rcosα
sin(α - φ′)

(25)
　 　 下面将根据破坏机构的几何关系来计算功率,
建立虚功方程来求解极限支护压力。
2. 4　 极限支护压力的计算

根据极限分析上限法,开挖面维持稳定应满足

以下关系:
Pe ≤ Pυ (26)

式中:Pe 表示外荷载功率,Pυ 表示内能耗散功率。
外荷载功率 Pe 主要包括:块体 I 重力功率
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PγI、块体 II 重力功率 PγII、块体 III 重力功率 PγIII、
开挖面支护压力功率 PT 和地表超载功率 Ps。 外

荷载功率 Pe 的计算式为:
Pe = PT + Ps + PγI + PγII + PγIII (27)

　 　 块体 I、II 和 II 重力功率 PγI、PγII 和 PγIII 的计

算式分别为:
PγI = γ′vISIsin(δ + φ) (28)

PγII = γ′vISII∫α-β-δ

0
eθtanφsin(θ + β + δ)dθ (29)

PγIII = γ′vISIIIe(α-β-δ)tanφsinα (30)
　 　 开挖面支护压力功率 PT 的计算式为:

PT = ∫
AB
σT
→·v

→
dl = σTηDvIcosφ′ (31)

地表超载功率 Ps 的计算式为:

Ps = ∫
MN
σs→·v

→
dl = σsLvIIIsinα (32)

　 　 内能耗散功率 Pυ 主要包括:块体 I、II 和 III 的
边界 BE、EF、FM 和 AN 上的耗散功率,破坏机构的

速度不连续边界 AE 和 AF 上的耗散功率。 内能耗

散功率 Pυ 的计算式为:
Pυ = PυI + PυII + PυIII + PυAEAF (33)

式中:块体 I、II 和 III 的边界上的耗散功率 PυI、PυII

和 PυIII 的计算式分别为:
PυI = c′vIcosφ′lI (34)

PυII = c′vIcosφ′lII∫α-β-δ

0
eθtanφ′dθ (35)

PυIII = c′vIe(α-β-δ)tanφ′cosφ′lIII (36)
　 　 速度不连续边界 AE 和 AF 上的耗散功率

PυAEAF 的计算式为:

PυAEAF = c′vIcosφ′lAEAF∫α-β-δ

0
eθtanφ′dθ (37)

　 　 将式(28)—(37)代入式(27)中,再将土体的

有效重度 γ′、有效黏聚力 c′和地表可能出现的超

载 σs 作为常量提取出来,化简后可得开挖面极限

支护压力 σT 上限解的表达式为:

σT = Nγ·γ′·D + Nc·c′ + Ns·σs (38)
式中:Nγ、Nc 和 Ns 均为极限支护压力上限解的无

量纲参数,其表达式分别如式(39)—(41)所示,一
旦确定无量纲参数 Nγ、Nc 和 Ns,再结合实际工程

中的地层参数即可直接获得极限支护压力。

Nγ = ηsin(δ + φ′)
2cosφ′

1
sin2φ′

- 1
tan2φ′( ) +

e(α-β-δ)tanφ′sinα
2η2 (K3

1K2 - K3) (39)

Nc =
sinαK2K3 - η2

η2 tanφ
(40)

Ns =
sinα
η2 K2K3 (41)

　 　 式(39)—(41) 中,系数 K1、K2 和 K3 的表达

式为:

K1 = C
D

+ ηe(α-β-δ)tanφ′cosα
cosφ′

+ ηe(α-β-δ)tanφ′sin(α - φ′)
sin2φ′

K2 = 1
tan(α - φ′)

+ 1
tan(α + φ′)

é

ë
êê

ù

û
úú

2

K3 = η3e2(α - β - δ)tanφ′
2cosφ′tanφ′

ì

î

í

ï
ï
ï
ï

ï
ï
ïï

(42)
式中:α 在[φ′,π / 2]范围之内;η 在[0,1]范围之

内;而且由式(8)可知 β = φ′,则极限支护压力 σT

上限解模型的边界条件为:
φ′ ≤ α ≤ π / 2
0 < η ≤ 1
β = φ′

ì

î

í

ïï

ïï
(43)

　 　 由式(38)—(43)可以看出,开挖面极限支护

压力 σT 可由破坏机构中的几何特征参数 α 和局

部破坏比 η 来表示。 为此,利用 Matlab 软件的约

束优化算法寻找最优的破坏机构,通过搜索获得 α
和 η 最优值即可确定最优破坏机构,此时搜索得

到的 η 值如果小于 1 则为局部失稳的情况;η 值如

果等于 1 则为整体失稳的情况,最后将 α 和 η 最优

值代入式(38)—(42)中,即可得到开挖面极限支

护压力 σT 的上限解。

3　 结果分析

为了分析盾构隧道纵坡对极限支护压力、局部

破坏比和破坏模式的影响,在不同纵坡 δ 条件下分

析了有效内摩擦角 φ′和埋深比 C / D 对归一化极限

支护压力 σT / γ′D 和局部破坏比 η 的影响。 此外,
为了掌握浅埋纵坡盾构隧道开挖面被动失稳的机

理,描绘了不同纵坡 δ 条件下有效内摩擦角 φ′和
埋深比 C / D 对破坏模式形态的影响。 根据 Li
等[17]的总结,假定浅埋纵坡盾构隧道主要穿越无

粘性土地层,则有效内摩擦角 φ′在[10°,35°]范围

内;埋深比 C / D 在[0. 25,1. 25]范围内。 其余的计

算参数为:γ′= 18
 

kN / m3,c′= 0
 

kPa,σs = 0
 

kPa。
3. 1　 极限支护压力

当埋深比 C / D= 0. 5 时,将各项计算参数代入

本文模型中,可得不同纵坡条件下有效内摩擦角

φ′与归一化极限支护压力 σT / γ′D 的关系曲线,如
图 7(a)所示。 由图 7(a)可知,随着有效内摩擦角

φ′增大,归一化极限支护压力 σT / γ′D 非线性增
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大,说明有效内摩擦角越大开挖面被动失稳所需的

极限支护压力就越大。 这是因为有效内摩擦角越

大,地层的抗剪强度就越高,开挖面越不容易被动

失稳。 此外,随着纵坡 δ 的增加,归一化极限支护

压力 σT / γ′D 逐渐减小,当盾构隧道处于仰角状态

时,极限支护压力较小,此时开挖面极易发生被动

失稳;当盾构隧道处于俯角状态时,极限支护压力

较大,此时开挖面被动失稳难度较大。

图 7　 纵坡 δ 对归一化极限支护压力 σT / γ′D 影响

Fig. 7　 Influence
 

of
 

longitudinal
 

slope
 

δ
 

on
 

normalized
 

ultimate
 

support
 

pressure
 

σT / γ′D

当有效内摩擦角 φ′ = 20°时,将各项计算参数

代入本文模型中,可得不同纵坡条件下埋深比 C / D
与归一化极限支护压力 σT / γ′D 的关系曲线,如图

7(b)所示。 由图 7(b)可知,归一化极限支护压力

σT / γ′D 随着埋深比 C / D 的增加呈线性增加的趋

势,说明埋深比越大开挖面被动失稳所需的极限支

护压力就越大。 此外,归一化极限支护压力 σT / γ′
D 的增加速率随着纵坡 δ 的增大而减小,说明埋深

比 C / D 对归一化极限支护压力 σT / γ′D 影响随纵

坡 δ 增大而减小。
为了将本文模型与实际工程充分结合,表 1 给

出了无量纲参数 Nγ、Nc 和 Ns 在不同的埋深比 C /

D 和隧道纵坡 δ 条件下的取值,从而方便现场施工

人员通过表 1 对无量纲参数 Nγ、Nc 和 Ns 直接取

值,再代入式(38)中计算即可求得极限支护压力

σT 的上限解,该可为实际工程中开挖面极限支护

压力的计算提供一种简便快捷的方式。
表 1　 无量纲参数 Nγ、Nc 和 Ns 的取值

Table
 

1　 Values
 

of
 

dimensionless
 

parameters
 

Nγ,
 

Nc,
 

and
 

Ns

δ
 

/ (°)
无量纲

参数

C / D

0. 25 0. 5 0. 75

-10

Nγ 0. 421 0. 453 0. 466

Nc 3. 333 3. 570 3. 627

Ns 0. 087 0. 041 0. 024

0

Nγ 0. 334 0. 341 0. 343

Nc 3. 030 3. 187 3. 221

Ns 0. 057 0. 023 0. 012

10

Nγ 0. 284 0. 285 0. 287

Nc 2. 634 2. 718 2. 732

Ns 0. 027 0. 007 0. 003

3. 2　 局部破坏比

当埋深比 C / D= 0. 5 时,将各项计算参数代入

本文模型中,可得不同纵坡条件下有效内摩擦角

φ′与局部破坏比 η 的关系曲线,如图 8( a) 所示。
由图 8(a)可知,局部破坏比 η 随着有效内摩擦角

φ′的增加而增加,说明地层的抗剪强度越大,开挖

面越容易出现全局被动失稳,这与 Li 等[17] 所得结

果基本相似。 此外,随着纵坡 δ 减小曲线逐渐平

缓,这表明盾构隧道处于俯角状态时,此时开挖面

被动失稳处于局部失稳状态。 当有效内摩擦角

φ′ = 20°时,将各项计算参数代入本文模型中,可得

不同纵坡条件下埋深比 C / D 与局部破坏比 η 的关

系曲线,如图 8(b)所示。 由图 8(b)可知,埋深比

C / D 在[0. 25,0. 75]范围内,随着埋深比的增加局

部破坏比 η 迅速增加, 但是当埋深比 C / D 在

(0. 75,1. 25]范围内时,局部破坏比 η 的值逐渐趋

近为 1,这说明在埋深比 C / D>1 情况下开挖面的

被动失稳均为整体失稳,于是可以认为浅埋盾构隧

道的被动失稳以局部失稳为主。
在埋深比 C / D= 0. 5 和有效内摩擦角 φ′ = 20°

条件下,图 9 还给出了局部破坏比 η 与极限支护压

力 σT 的变化曲线,可以看出极限支护压力 σT 随

着局部破坏比 η 的增加而增加,当 σT 较小时,开
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图 8　 纵坡 δ 对局部破坏比 η 影响

Fig. 8　 Influence
 

of
 

longitudinal
 

slope
 

δ
 

on
 

partial
 

failure
 

ratio
 

η

挖面多以局部失稳为主;当 σT 较大时,开挖面主

要发生整体失稳。

图 9　 局部破坏比 η 与 σT 极限支护压力的关系曲线

Fig. 9　 Relationship
 

between
 

partial
 

failure
 

ratio
 

η
 

and
 

ultimate
 

support
 

pressure
 

σT

3. 3　 破坏模式

在两种不同的纵坡条件下( δ = - 10°和 10°),
当埋深比 C / D= 0. 5 时有效内摩擦角 φ′对开挖面

破坏模式形状的影响,如图 10 所示。

图 10　 有效内摩擦角 φ′对开挖面破坏模式影响

Fig. 10　 Influence
 

of
 

effective
 

internal
 

friction
 

angle
 

φ′
 

on
 

failure
 

modes
 

of
 

excavation
 

face

由图 10 可以看出,随着有效内摩擦角 φ′的增

加,失稳区的范围逐渐增大,同时,局部破坏比 η 和

失稳区露出地表的范围也在增加。 此外,随着有效

内摩擦角 φ′的增加,旋转角 θ 逐渐减小,说明有效内
摩擦角 φ′的增加降低了旋转块体 II 在整个破坏机

构中所占的比例,这与 Liu 等[14]所得结论基本一致。
以有效内摩擦角 φ′= 20°为例,当纵坡 δ 由-10°增加

至 10°时,旋转角 θ 由 52°减小至 40°,表明盾构隧道

的纵坡主要影响旋转块体所覆盖的区域范围。
正如前文所述,埋深比 C / D<1 则开挖面被动

失稳以局部失稳形式为主,因此在两种不同的纵坡

条件下(δ= -10°和 10°),当埋深比 C / D= 0. 25、0. 5
和 0. 75 时有效内摩擦角 φ′对开挖面破坏模式形

状的影响,如图 11 所示。 由图 11 可以看出,在纵

坡 δ 相同的条件下,随着埋深比 C / D 的增加,失稳

区的范围增加,同时局部破坏比 η 和失稳区露出

地表的范围也在增加,但是对旋转块体和平移块体

形状变化却没有任何影响。 此外还可以看出,随着

纵坡 δ 的增大,失稳区的范围逐渐减小,表明纵坡

δ 越小,对开挖面被动失稳的抑制作用越强。 综合

本节的分析可以认为,本文提出的极限分析模型能

够可靠地研究纵坡条件下开挖面被动失稳的过程。
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图 11　 埋深比 C / D 对开挖面破坏模式影响

Fig. 11　 Influence
 

of
 

cover
 

depth
 

ratio
 

C / D
 

on
 

failure
 

modes
 

of
 

excavation
 

face

4　 对比验证

4. 1　 工程实例

为了验证本文所提模型的合理性,以杭州某土

压平衡盾构区间为工程背景,将本文模型应用于工

程实践。 本工程中盾构机直径约为 11. 6
 

m,刀盘

开口率为 50%,最小覆土厚度约为 5. 8
 

m,工程地

质条件如图 12 所示。 盾构机由 SK5+800 段始发,
掘进至 SK5 + 860 段处会遇到一条深约 2

 

m 宽约

18
 

m 的河流,当盾构隧道下穿该河流时,拱顶的覆

土厚度约为 2. 5 ~ 2. 8
 

m。 在掘进过程中遇到这种

覆土厚度突然变化情况,如果土舱压力控制不当,
则开挖面极易被动失稳。

由图 12 可知,盾构机主要在砂质粉土中进行

掘进,此类地层的参数为:弹性模量 E = 20
 

MPa,泊
松比 ν = 0. 2,含水率 w = 27. 9%,有效重度 γ′ =
18. 8

 

kN / m3,有效黏聚力 c′= 6
 

kPa,有效内摩擦角

φ′= 25°。 地表处的地层为杂填土,其地层参数为:
有效重度 γ′= 18

 

kN / m3,有效黏聚力 c′= 3
 

kPa,有
效内摩擦角 φ′ = 15°。 由于盾构机在始发、接收和

下穿河流时均存在一定的纵坡,接下来通过数值模

拟的手段来计算本工程中开挖面的极限支护压力

和破坏模式。

图 12　 工程地质剖面图

Fig. 12　 Profiles
 

of
 

engineering
 

geology

4. 2　 数值模拟

通过 Optum
 

G2 商用极限分析有限元(FELA)
软件针对本工程实例进行数值模拟,以验证本文提

出的极限分析模型。 该软件专注于平面应变问题的

求解,无需假设破坏机构就可以寻找临界破坏荷载

的上限解。 图 13 给出了尺寸为 50
 

m×40
 

m 的数值

模型,模型底边约束水平位移和竖向位移;模型侧边

只约束水平位移;模型顶边不设约束。 盾构隧道采

用“一次开挖法” [23]模拟,其模拟过程简述如下:

图 13　 数值模型

Fig. 13　 Numerical
 

model
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(1)向模型内部挖至 10
 

m 抵达开挖面。
(2)在隧道上下侧边界处分别施加垂直和水

平的位移约束。
(3)在开挖面上施加梯形分布的荷载,并逐级

增大该荷载直至开挖面被动失稳。
(4)开挖面被动失稳的荷载即为极限支护压

力,开挖面被动失稳的土体位移场为失稳区。
4. 3　 结果对比

根据数值模拟和本文模型所得的埋深比 C / D
与归一化极限支护压力 σT / γ′D 的关系如图 14(a)
所示。 在有效内摩擦角 φ′保持不变的情况下,随着

埋深比 C / D 的增加,归一化极限支护压力 σT / γ′D
几乎呈线性增加的趋势。 数值模拟和本文模型的结

果变化基本一致,但是数值结果相对较小,且随着纵

坡 δ 的增加,这种数值结果与理论结果的差异逐渐

增大,表明纵坡 δ 与归一化极限支护压力 σT / γ′D 的

关系在某种程度上不受埋深比 C / D 的影响。
根据数值模拟和本文模型所得的埋深比 C / D

与局部破坏比 η 的关系如图 14( b)所示。 随着埋

深比 C / D 的增加,局部破坏比 η 也呈线性增加的

趋势,数值模拟和本文模型的结果变化基本一致,

图 14　 本文模型与数值模拟的结果对比

Fig. 14　 Comparison
 

of
 

theoretical
 

and
 

numerical
 

results

而且二者结果也十分接近。 尤其是当纵坡 δ =
-10°时,数值结果与理论结果几乎相同,进一步说

明本文模型与数值模拟的结果吻合程度较好。
图 15 展示了 3 种工况下(C / D = 0. 25 与 δ =

-10°、C / D= 0. 5 与 δ= 0°、C / D= 0. 75 与 δ = 10°)数

值模拟所得的破坏模式和优化后破坏机构所得的

破坏模式。 Zhang 等[24] 认为,由剪切耗散集中区

所形成的剪切带轮廓就是破坏模式的边界。 由图

15 可知,三种工况下开挖面均发生了局部被动失

稳的现象,数值与理论得到的破坏模式基本一致,
但是本文模型获得的破坏模式的范围较大。 因此,
本文提出的旋转 平移破坏机构应用于浅埋纵坡盾

构隧道开挖面被动稳定性分析中是可靠的。
4. 4　 模型验证

在盾构掘进过程中,土舱压力和刀盘面板的支

护压力组成了开挖面的支护压力,由于盾构机土舱

内部设有传感器,可实时监测土舱压力的变化;但
是在盾构机刀盘面板上的支护压力却无法测得,因
此开挖面支护压力实测值只能通过土舱压力的监

测数据来反映。 王洪新[25]认为开挖面的支护压力

的实测值大于土舱压力的实测值,并且随着刀盘开

口率的增大,土舱压力与开挖面支护压力的实测值

的差异逐渐减小。 以本工程为例,选取第 40 环管

片~ 第 60 环管片的盾构区间,该区间穿越砂质粉

土地层,且以 C / D = 0. 5 与 δ = 0°的隧道为主,其土

舱压力监测值如图 16 所示。
由图 16 可以看出,盾构机土舱分为 4 个区域

进行监测,其中上部土舱压力最小;下部土舱压力

最大;左右两部分的土舱压力基本相同,则可以看

出盾构机的土舱压力呈梯形分布,这与赵文等[26]

的结论一致。 为了将开挖面支护压力的实测结果

与计算结果进行对比,应阐述开挖面支护压力和土

舱压力的关系。 由于开挖面被动失稳会产生较大

的支护压力,于是将监测得到的土舱压力最大值转

换成开挖面支护压力后,再与模型计算结果对比。
根据王洪新[25]的研究发现,当刀盘开口率 50%时,
土舱压力只有支护压力的 70%。 由图 16 可知土舱

压力最大值为 3. 4
 

Bar,则第 40 环~第 60 环区间的

最大支护压力为 486. 7
 

kPa。
接下来将本工程中的计算参数代入本文模型,

并以 C / D = 0. 5 与 δ = 0°的工况为例,将本文模型

的计算结果与已有方法 ( Leca 等[7] 以及 Mollon
等[10] )的结果以及数值和实测结果进行对比,这些

结果的对比主要包括极限支护压力 σT 和局部破

坏比 η,具体如表 2 所示。 然而在施工中开挖面前

方土体的失稳范围不可预测,导致开挖面的破坏模
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图 15　 开挖面破坏模式的结果对比

Fig. 15　 Comparison
 

of
 

failure
 

modes
 

on
 

tunnel
 

faces

图 16　 土舱压力的实测结果

Fig. 16　 Monitoring
 

results
 

of
 

earth
 

chamber
 

pressures

式难以获取,因此现场实测的局部破坏比 η 无法

由表 2 给出。 此外还需要注意的是, Leca 和

Dormieux[7]以及 Mollon 等[10]的方法均是在默认开

挖面整体失稳条件下提出的破坏机构,这些方法虽

然可以计算极限支护压力,但是表 2 中局部破坏比

η 始终为 1。
表 2　 不同方法的计算结果对比

Table
 

2　 Calculation
 

results
 

of
 

different
 

methods

计算方法 σT / kPa η

本文模型 512. 2 0. 58

数值模拟 413. 9 0. 55

Leac 和 Dormieux[7] 663. 8 1

Mollon 等[10] 524. 6 1

现场实测 486. 7 -

由表 2 可以看出,本文模型、现场实测和数值

模拟三者的极限支护压力 σT 吻合程度较高,尤其

是模型结果与实测结果最为接近,而本文模型与数

值模拟所得的局 部 破 坏 比 η 结 果 已 十 分 接

近。 Leca 等[7] 以及 Mollon 等[10] 的极限支护压力

结果偏大,这是由于这两种方法忽略了开挖面局部

失稳的影响,导致极限支护压力被低估了,这对于

实际施工是非常危险的。 另外,在表 2 中模型与实

测的结果最为接近的原因是,在实际工程中开挖面

的确出现了局部失稳的现象,只是以目前的技术和

手段无法获取掘进时开挖面的破坏模式,同时这也

是今后着力探索的主要方向。 综上所述,根据本文

所建立的浅埋盾构隧道开挖面局部被动失稳的极

限分析模型,能够合理且有效地评估开挖面的稳

定性。

5　 结论

(1)本文对现有的理论模型进行了改进,在考
虑盾构隧道纵坡和开挖面的局部失稳的情况下,提
出了开挖面被动失稳的二维旋转 平移破坏机构,
该机构由 2 个刚性平动块和 1 个刚性旋转块组成。

(2)纵坡 δ 对归一化极限支护压力 σT / γ′D 和

局部破坏比 η 均有显著影响,纵坡 δ 的增大会导致
归一化极限支护压力 σT / γ′D 减小;而局部破坏比

η 增大。 当纵坡 δ≥0°时,纵坡 δ 增加极易引起开

挖面失稳;随着埋深比 C / D 增加开挖面由局部被

动失稳向全局被动失稳发展。
(3)纵坡 δ 和内摩擦角 φ 对旋转角 θ 的影响

较大,随着纵坡 δ 和内摩擦角 φ 的增加旋转角 θ 逐

渐降低;而埋深比 C / D 的变化对旋转角 θ 几乎没

有影响。
(4)本文模型获得的极限支护压力和现场实

测的结果非常接近;开挖面的破坏模式轮廓与数值

结果基本一致,并将模型的计算结果和现有方法相

比,该模型显著降低了极限支护压力的上限解。 本

文模型能够准确预测浅埋盾构隧道在不同纵坡 δ
和埋深比 C / D 条件下开挖面被动局部失稳的极限

支护压力和破坏模式。
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