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Chapter　1

INTROI）UCTION

1．1 Background

Nowadays　the　shield　tumeling　method　is　considered　to　be　the　most　popular　method　fbr　tunneling

works　in　urban　areas．　This　is　because　it　provides　high　advance　rates，　exact　tunnel　profiles，　the

least　impact　on　suI伽e　stmctures，　a　high　level　of　safety　for　workers，　and　it　is　environmentally

tiendly．　Up　to　the　present，　the　movement　of　shield　machines　has　been　controlled　by　rear　jacks

timsting　against　the　segments　assembled　in　the　preVious　steps　of　construction．　The　advancing

control　of　shield　machines　can　be　detemined　by　controlling　the　extension　of　each　thrust　jack　to

dig　the　tunnel　along　the　specified　route．　In　order　to　program　a　shield　to　move　precisely　along　the

designated　excavation　route，　it　is　necessary　to　a（加st　the　driving　fbrces　and　the　driving　moments

according　to　the　ground　properties　ofthe　excavation．　Ordinarily，　the　advancing　control　of　shield

machines　is　mainly　based　on　the　measurement　results　of　the　previous　excavation　steps．　Recently，

however，　the　methods　most　widely　used　to　control　the　excavation　processes　of　shield　machines

are　AI（artificial　intelligence）systems　such　as，　Fussy　systems．　These　methods　can　determine　the

control　fbrces　by　learning　such　previous　data　as　the　apPlied　fbrces，　the　shield　postures，　the　errors

from　the　designated　alignment，　etc．，㎝d　by　estimating　their　coπelations．　Then，　the　required

driving　fbrces　and　driving　moments　fbr　excavating　at　the　next　step　are　estimated．　A　shield

machine　occasionally　has　to　excavate　near　existing　underground　structures　such　as　group　piles，

subway　stations，　and　subway　tunnels．　In　these　cases，　the　advancing　control　of　the　machine　must

also　be　concerned　with　the　effects　of　its　movement，　such　as　ground　loosening，　additional　earth

pressure，　etc．，　on　the　nearby　underground　structures．　The　additional　pressure　caused　by　the

shield　movement　should　be　reduced　as　much　as　possible．　Thus，　it　is　necessary　to　develop　a

control　method　that　can　consider　both　the　machine　moving　postures　and　the　effects　of　the

excavation　processes．　That　is　to　say，　a　method　is　required　which　is　able　to　automatize　the

directional　control　of　shield　machines　to　move　along　the　designated　alignment　and　to㎡㎡㎡ze

1



the　effects　of　the　excavation　on　the　surrounding　structures．　The　method　is　called　the　automatic

and〔optimum　control　method　for　shield　machines．

Recent　trends　in　construction　of　underground　road　tunnels　include　a　1arger　Width，　a　flatter　shape

and　more　stability．　Due　to　the　rapid　expansion　of　urban　areas　and　traf6c　requirements，　a　1arge

cross　section　is　increasingly　required　for　underground　road　tunnels．　The　shield　tunneling　method

is　one　ofthe　most　popular　methods　applied　to　the　construction　of　underground　tunnels　in　urban

areas，　because　it　provides　high　advance　rates，　exact　tunnel　profiles，　the　least　impact　on　surface

structures，　a　high　level　of　safety　for　workers，　and　it　is　enVironmental　fiiendly．　The　tunnel　With　a

large　cross　section　that　is　considered　in　this　study　is　a　tunnel　for　a　three－1ane　road　fbr　which　the

Width　and　the　area　are　more　than　16　m　and　100　m2，　respectively．　For　this　kind　of　tunnel，　a

conventional　circular－shaped　tunnel　is　impractica　1　because　a　1arge　shield　machine　is　required，　a

large　amount　ofsoil　must　be　excavated　and　discarded，　and　lots　of　space　wm　be　le丘unutilized．　In

order　to　overcome　these　problems，　other　types　of　flat　tunnels，　namely，　elliptical　and

horseshoe－shaped　tumels，　are　taken　into　consideration．　Thus　a　study　on　the　mechanical　behavior，

and　the　design　method　of　flat－shaped　tumels　is　needed．　Moreover，　with　conventional　design

methods，　the　lining　is　designed　to　be　uniform　in　thickness，　having　the　same　thickness　over　the

entire　cross　section．　The　stability　ofa　tunnel　lining　can　be　improved　by　increasing　its　thickness．　In

this　research，　the　idea　of　improving　the　stability　of　tunnel　linings　by　nonunifbrmly　varying　the

lining　thickness，　without　increasing　the　overall　lining　area，　is　proposed　and　proved．

1．2 Objectives

The　main　objectives　of　this　research　are：（1）to　simulate　the　shield　excavation　processes　by　the

finite　element　method　and　to　use　it　for　the　driving　control　of　shield　machines，（2）to　investigate

the　mechanical　behaVior　of　flat－shaped　tunnels，　and（3）to　develop　a　numerical　method　fbr

detemining　the　optimal　shape　of　tunnel　linings．

1．2．1　　Simulations　of　the　shield　excavation　processes　by　FEM　and　its　application　to

the　driving　control　of　shield　machines

The　advancement　and　the　excavation　processes　of　a　shield　machine　in　three－dimensional　space

are　simulated　using　the　finite　element　method．　The　shield－soil　interactions　are　modeled　by　the
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specially　defined　elements　a（ljacent　to　the　machine．　The　movement　of　the　shield　machine　is

simulated　With　finite　element　remesh　techniques　after　each　smal1　step　of　movement．　The　driVing

forces　and　the　driVing　moments　required　to　control　the　machine　to　move　along　the　designated

alignment　are　calculated　by　summing　all　the　fbrces　acting　on　the　machine．　This　simulation

method　is　then　used　to　analyze　the　experimental　problems　in　order　to　investigate　the　effects　of

such　excavation　conditions　as　the　ground　properties，　the　excavation　depth，　and　the　radius　of　the

excavation　curve，　on　the　required　control　forces　and　moments．　Moreover，　the　application　of　this

simulation　method　to　the　automatic　advancing　control　of　a　shield　machine　for　genera　1　excavation

work　is　proposed．　Finally，　the　simulation　ofa　shield　tunneling　project　in　Kyoto　City　is　analyzed　to

compare　the　numerica1　results　With　the　data　f㌃om　field　measurements．

1．2．2 Experimental　study　on　flat－shaped　tunnel　linings

Two　small－scale　loading　devices　have　been　developed　for　conducting　the　model　tests．　Model

loading　tests　are　carried　out　to　investigate　the　behavior　of　flat－shaped　tunnels　under　certain

gravity　loads．　A　two－way　loading　device　has　been　developed　to　investigate　the　behaVior　of　the

tunnel　linings　under　the　a（ljustable　loads．　The　tests　are　conducted　on　three　types　of　flat－shaped

tunnels　namely　circulars，　elliptical　and　horseshoe．　The　strain　and　the　member　force　values　of　the

tunnel　linings　are　measured　after　loading．　The　effects　ofvarious　parameters　on　the　stability　ofthe

tunnels　are　investigated　and　discussed．

Note　that　these　model　tests　are　not　used　fbr　the　purpose　ofreplacing　the　prototype　tests，　but　are

intended　to　be　a　too1　for　a　fUndamental　study　on　the　physical　interaction　between　soil　and　tunnels

during　loading．　Both　types　of　model　tests　are　conducted　under　two－dimensional　plane　strain

conditions．　The　tunnel　linings　are　imaged　in　a　straight　alignment，　and　the　effects　of　the　shield

movement　are　not　taken　lnto　account　in　this　experiment．

1．2．3 Optimal　design　for　the　segmental　linings

Ashape　optimization　program　has　been　developed　with　the　idea　ofimproving　the　tunnel　stability

by　varying　the　lining　thickness．　The　developed　code　is　made　as　a　versatile　analytical　tool　for

analyzing　the　optimal　shape　for　structural　and　geotechnical　problems．　A　method　fbr　applying　the

optimization　program　to　the　design　of　tunnel　linings　is　proposed．
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1．3 Arrangement　and　outline

In　Chapter　2，　the　general　aspects　of　the　shield　tunneling　method　are　reviewed　and　the　design

method　for　the　tunnel　linings　of　shield　tunnels　is　described．　Then，　previous　studies　on　tumel

linings　including　numerical　and　experimental　approaches，　are　summarized．

In　Chapter　3，　simulation　techniques　fbr　the　shield　excavation　processes　by　FEM　in

three－dimension　space　are　described．　An　analyses　ofthe　experimental　problems　are　carried　out　to

investigate　the　excavation　conditions　for　controlling　the　driving　forces　and　the　driving　moments

of　the　shield　machine．　The　validity　of　the　proposed　method　is　proved　by　simulating　the

above－mentioned　excavation　pr（）ject　in　Kyoto　City　and　comparing　the　calculated　results　With　the

measured　data．

The　experiments　on　the　flat－shaped　model　linings　and　the　results　are　reported　in　Chapter　4．　From

the　model　loading　tests，　the　effects　ofthe　tunnel　shape，　the　pattern　ofthe　lining　thickness，　and　the

overburden　depth　on　tunnel　stability　are　demonstrated　and　discussed．　Two－way　loading　tests　are

also　carried　out　to　investigate　the　fUrther　behavior　of　flat－shaped　tunnels．　Not　only　the　effects　of

the　tunnel　shape　and　the　pattern　ofthe　lining　thickness，　but　the　effects　ofthe　latera1　pressure　ratio

are　also　investigated．　The　e缶ciency　of　nonunifbm　linings　to　improve　tumel　stability　is

illustrated．

The　development　and　the　application　of　the　optimization　program，　based　on　the　finite　element

method，　is　presented　in　Chapter　5．　The　basic　theories　and　the　calculation　procedures　of　the

structural　optimization　program　are　described．　Next，　the　application　ofthe　optimization　program

for　analyzing　tunnel　problems　is　demonstrated．　The　validation　of　the　program　is　proved　by

analyzing　the　two－way　loading　tests　and　then　comparing　the　analytical　results　with　the

experimental　data．　This　chapter　also　presents　an　example　problem　in　which　the　application

method　uses　the　optimization　program　to　improve　the　stability　of　tunnel　linings．

The　conclusions　drawn　from　each　chapter　are　summarized　in　Chapter　6．
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　　　　　　　　　　　　　　　　　Chapter　2

LITERATURE　REVIEW

In　this　chapter，　an　overview　ofthe　shield　tunneling　method　will　be　described，　and　then　the　general

design　method　for　tunnel　linings　Wi11　be　summarized．　Next，　the　numerical　methods　for　analyzing

shield　tunneling　are　presented．　Finally，　papers　describing　model　tests　on　tunnel　linings　are

reviewed　and　discussed．

2．1 General　aspects　of　the　shield　tunneling　method

The　shield　tunneling　method　was　invented　in　the　United　Kingdom　by　M　T．　Brunel　in　1818，　and

was　first　used　in　1825　for　constructing　a　tunnel　under　the　Thames　River．　The　shield　is　usually

made　of　cylindrical　steel　in　order　to　prevent　the　ground丘om　collapsing　and　to　provide　adequate

space　fbr　the　excavation　and　the　lining．　The　shell　is　supported　by　dbs　and　ring　girders　and　is

moved　by　built－in　hydraulic　jacks．　Figure　2．1　shows　the　constnlction　sequence　of　shield

tunneling　work　With　the　simplified　longitudinal　sections　of　a　conventiona1　type　of　shield（Fujita，

1989）．Various　pieces　of　equipment　and　other　devices　are　installed　in　the　shield　to　make　the

operation　easier．　The　shield　is　assembled　in　a　launching　shaft，　and　the　construction　sequence　of

the　shield　tunneling　can　be　described　as　fbllows：

1）Excavate　ahead　fbr　a　distance　equivalent　to　the　length　of　one　segmental　lining，　while

　　supPoning　the　tunnel　face　with　jacks　and　face－supPorting　pressure．

2）Advance　the　shield　one　ring　length　fbrward　by　apPlying　the　jack　thrust　against　the　lining，

　　which　has　already　been　built、

3）Install・the　segments，　each　one　ring　in　length，　in　the　shield　tail　after　retracting　the　jacks．

4）Fill　the　tail　void　which　has　developed　between　the　lining　and　the　open　ground　by　grouting．
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Figure　2．1　Construction　sequence　of　shield　tunneling　work（Fujita，1989）

2．2　　Design　method　for　the　drive皿it　of　shield　machines

According　to　the　Japan　Society　of　CiVil　Engineers（JSCE，1996），　the　total　thrust　of　a　shield

machine　shall　be　determined　by　summing　the　various　resisting　fbrces　against　the　machine’s

advancement　with　a　necessary　margin．　While　advancing，　a　shield　machine　meets　the　fbllowing

resistive　fbrces：

1）Resistance　caused　by　the　fHction　or　the　adhesion　between　the　outer　surface　of　the　shield

machine　and　the　gro皿d（Fl）

2）Penetration　resistance　of　cutter　bits　in　the　hood　section　as　the　machine　advances（F2）

3）Resistance　at　the　cutting　face（F3）

a）Pressure　inside　the　chamber　for　a　closed－face　type　of　shield　machine
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b）Resistance　to　the　advancement　of　the　cutter　head　in　the　case　of　a　mechanical　shield　machine

c）Reaction　from　face　jacks　in　the　case　ofmanual　and　semi－mechanica　1　shield　machines

4）Resistance　to　changes　in　direction（resistance　resulting　from　a　curved　tunnel　route，　from

making　corrections　to　the　directional　deviation，　or廿om　stabilizers　and　flaps　used　to　make

changes　in　direction）（F，）

5）Resistance　due　to　the　fi’iction　between　segments　and　skin　plates　at　the　tai1　section（Fs）

6）Hauling　resistance　of　the　trailing　gear

The　sum　of　these　resistive　fbrces（ΣF）is　given　by　the　folloWing　equation．　For　individual

resistance　force，　in　the　case　ofa　particular　machine　type，　should　be　carefUlly　studied　to　detemine

the　total　timst．　A　suitable　margin　should　be　also　allowed．

ΣF＝P］＋F，＋F，＋F，＋Fs＋F，　　　　　　　　　　　　　　　　　（2－1）

F，ニ
o畷ll：竺1：：：：：：lll：：：：：：：：ll：：：：：：：：：：ご：1：i！。i、　　（2－2）

F，ニ1・t・Kρ・Pm　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（2－3）

F・＝竄c・2　　　　　　　　　　（2－4）

F，＝R・S　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（2－5）

Fs＝μ2・G，　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（2－6）

1「』＝μ3・G2　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（2－7）

where　μ1＝the　coe缶cient　of　fi’iction　between　the　steel　and　the　soil

μ2＝the　coethcient　of　fiiction　between　the　steel　and　the　steeVconcrete

μ3＝the　coe伍cient　of　ffiction　between　the　wheel　and　the　steel
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Do＝the　outer　diameter　of　the　shield　machine

L＝the　length　of　the　shield　machine

m＝the　weight　of　the　shield　machine

G1＝the　weight　of　the　segments

G2ニthe　weight　of　the　trailing　gear

Pm＝the　average　earth　pressure　acting　on　the　shield　machine

pf＝the　pressure　acting　on　the　cutting　face（such　as　the　reaction　acting　on　the　face　jacks・the

earth　pressure　acting　on　the　bulkhead，　the　slurry　pressure，　etc．）

c＝cohesion

Kp＝the　coef6cient　of　passive　earth　pressure

、R＝the　resistance　to　the　earth　pressure（supPort　fbrce，　passive　earth　pressure，　etc・）

1＝the　perimeter　ofthe　cutting　face

t　・　the　thickness　of　the　penetrating　cutting　bits

S＝　the　pr（）jected　area　of　the　resistance　plate　in　the　direction　of　the　advancement

2．3　　Design　method　for　the　tunnel　linings　of　shield　tunnels

This　section　summarizes　the　general　design　method　for　the　tunnel　linings　of　shield　tunnels　in

Japan　according　to　the　Japan　Society　of　Civil　Engineers（JSCE，1996）．　Measurement　of　the

thickness　ofthe　primary　and　the　secondary　linings　in　a　tunnel　cross　section　are　defined　in　Figure

2．2．
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Figure　2．2　Tunnel　lining　for　shield　tunnels

Shield　tunnels　for　railways　and　roads　are　generally　designed　by　considering　the　fact　that　the

primary　lining，　built廿om　segmen伽ngs，　is　the輌stmcture．　It　is　most　common　to　construct

the　primary　lining　with　cast－in－place　reinforced　concrete（RC）．　The　secondary　lining　is　generally

constmcted　fbr　the　p岬oses　of　corrosion　protection，　alignment　adjustment，　waterproofing　of

the　interior　lining，　vibration　protection　and　protection　against　the　deterioration　of　its　durability・

Cast－in－place　plain　concrete　normally　used　for　secondary　lining．　In　this　case，　the　thickness　of　the

secondary　lining　is　usually　approximately　15cm－30　cm．

2．3．1 Design　loads

The　lining（refer　to　the　primary　lining）must　be　constructed　so　as　to　ensure　and　satisfy　its　safety

and　fUnction，　not　only　after　the　tunnel　is　ready　fbr　use，　but　also　during　the　constructlon　stage・

Various　combinations　ofloads　should　be　considered　according　to　the　purposes　and　the　usage　of

the　tunne1．　Table　2．1　presents　a　classification　ofthe　loads　that　should　be　considered　in　the　design

oftunnel　linings．
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Table　2．1　Classification　of　design　loads

P亘maly　loads 1．Vertical　and　horizontal　loads

Q．Water　pressure

R．Dead　weight

S．Ef丘cts　of　surcharge

T．Soil　reaction

Secondary　loads 6．Intemal　loads

V．Construction　loads

W．Ef】陪cts　of　earth　uakes

Spec副oads 9．Effbcts　of　the　consideration　of　two　or　more

@　shield　tunnels　construction

P0．Eflbcts　of　working　in　the　vicinity

撃P、E丘bcts　of　ground　subsidence

撃Q．　Others

Primary　loads　are　the　basic　loads　which　always　must　be　considered　in　the　design　oftunnel　linings．

Secondary　loads　are　the　loads　which　act　during　construction　or　after　the　completion　ofthe　tunnel．

They　should　be　taken　into　account　according　to　the　objectives，　the　conditions　ofthe　construction，

and　the　location　ofthe　tunnel．　Special　loads　are　loads　which　should　to　be　specifically　considered

according　to　the　conditions　of　the　ground　and　the　tunnel　usage．

The　above　loads　are　generally　regarded　as　static　loads，　but　a　dynamic　response　analysis　is　also

introduced　when　the　effects　of　an　earthquake　are　being　evaluated．　The　design　of　linings　which

reflect　the　results　of　such　an　analysis　is　becoming　popular．

Among　the　loads　listed　in　Table　2．1，　construction　loads（see　secondary　loads）such　as　the　thrust

force　of　the　shield　jacks　and　the　backfill　grouting　pressure，　etc．，　as　well　as　the　effects　of

earthquakes，　are　short－term　loads．　However，　since　primary　loads　can　also　experience　changes　in

their　loading　condition　on　the　lining　during　the　tunnel　operation，　decisions　regarding　design　loads

should　be　made　giving　due　consideration　to　these　loading　conditions．

Hence，　this　article　only　gives　a　basic　stance　for　the　design　concepts　of　tunnel　linings．　Only　the

primary　loads，　which　are　the　most　important　loads，　are　described．　The　primary　loads　acting　on　a

circular　tunnel　With　the　usual　calculation　method　and　the　modified　usual　calculation　method，　are

shown　in】Figure　2．3．
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Figure　2．3　The　primary　loads　with　the　usual　calculation　method　and　the　modified　usual

calculation　method（effective　stress　method）

Vertical　and　horizontal　earth　ressure

Calculation　ofearth　pressure

There　are　two　ideas　fbr　evaluating　earth　pressure．　One　is　to　separate　the　groundwater　pressure

丘om　the　soil　pressure（effective　stress　method）and　the　other　is　to　include　the　groundwater

pressure　with　the　soil　pressure（total　stress　method）．　In　general，　the　effective　stress　method　tends

to　be　used　fbr　sandy　soil　while　the　total　stress　method　tends　to　be　adopted　fbr　cohesive　soil．　As

fbr　the　unit　weight　of　soi1，　the　wet　unit　weight　is　used　fbr　the　levels　above　the　ground　water　and

the　submerged　unit　weight　is　used　for　the　levels　below　the　groundwater　With　the　effective　stress

method．　While　the　total　stress　method，　the　wet　unit　weight　is　used　fbr　levels　above　the　ground

water，　but　the　unit　weight　including　water　is　used　fbr　levels　below　the　groundwater．

Vertical　earth　pressure
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For　a　tume団th　an　overburden　which　is　smaller　than　the　tunnel　diameter，　it　is　common　not　to

expect　the　arch　action　effect　ofthe　soil．　When　the　overburden　is　larger　than　the　tunnel　diameter，

it　is　possible　to　adopt　the　loosening　Pressure　fbr　the　design　vertical　earth　pressure　since　trust　can

be　comparatively　be　put　on　the　arch　effect　of　the　soil．　With　sandy　soi1，　the　loosening　pressure　is

often　adopted　if　the　overburden　is　1－2Do　or　more（Do　is　the　outside　of　the　segmenta1　ring）．　With

cohesive　soi1，　the　loosening　pressure　is　often　adopted　ifthe　depth　ofthe　overburden　is　1－2　Do　or

more　and　the　tunnel　is　in　stiffclay（N≧8）．　With　medium　stiffclay（4≦N＜8）or　soft　clay（2≦N＜4），

the　loosening　pressure　is　not　adopted　and　the　weight　of　the　fU11　overburden　is　considered．

The　expression　proposed　by　Terzaghi（1943），　shown　in　Figure　2．4，　is　generally　used　fbr　the

calculation　of　the　loosening　pressure．　When　the　loosening　pressure　is　adopted　as　the　vertical

earth　pressure，　a　lower　limit　is　often　specified　in　consideration　of　the　changes　in　loading　during

the　construction　process　and　after　the　completion　of　the　tunnel．　The　lower　limit　of　the　vertical

earth　pressure　dif正brs　according　to　the　usage　of　the　tunneL

To　calculate　the　loosening　pressure　in　a　ground　composed　of　multiple　soil　layers，　the　ground　is

assumed　to　be　monolithic，　based　on　a　predominant　soil　layer　among　the　layers，　or　the　loosening

pressure　is　directly　calculated　based　on　the　alteration　of　the　strata、

O
P

＿＋竺

　　2

4　2

　　　　　a・・鵬：弁・‘－e’‘・‘M－H，th）・孔・e－t°M’H’4

v）er／A’

　　　　　B，一凡…〔〃〃4；φ／2〕

　　　　　σv：Terza帥i’s　loosening　pressure

　　　　　ho：Converted　height　ofthe　loose血g　soi1（＝σv／γ）

　　　　　K。：Rati・・fh・nz㎝傾1ぷ血prぷ町e　t・

　　　　　　　vertical　ea血pressure（usually　LO　can　be　adopted　a虚Ko）

　　　　　φ：㎞t師・al　thction　angle　ofthe　s・il

　　　　　Po：Surcharge

　　　　　γ：unit　weight　ofthe　soil

　　　　　c：Cohes輌on　ofthe　soil

However，　wh㎝p。／γis　small　cornpared　with　H，　the　loosening

pressure　can　be　calculated　using　the蔚）110Whg　equation：．

a・・

Q言ヂ）・（1　一　・’　「°　tm’”’4）

Figure　2．4　Loosening　pressure（Terzaghi，1994）
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The　loosening　pressure　for　sections　other　than　the　circle　can　also　be　calculated　from　Terzaghi’s

expression　if　the　loosening　width（B　1）can　be　suitably　evaluated．　The　distribution　of　load，

however，　needs　to　be　carefUlly　decided　because　it　may　vary　according　to　the　configuration　of　the

tumer　S　CrOSS　SeCtiOn．

Hoア輌20酩1θα励ρ’e∬ure

The　design　vertical　pressure，　determined　with　the　total　stress　method　can　be　assumed　to　be　a

surcharge　acting　on　the　horizontal　plane　at　the　tunnel　crown．　The　horizontal　earth　pressure　can

genera　lly　be　detemined　by　multiplying　the　vertical　earth　pressure　by　the　coe伍cient　ofthe　latera　l

earth　pressure、　When　a　soil　reaction　can　not　be　expected，　it　is　possible　to　select　the　coef6cient　of

earth　pressure　at　rest　as　the　coefHcient　of　lateral　earth　pressure．　When　a　soil　reaction　can　be

expected，　it　is　usual　to　adopt　a　reduced　coefhcient　of　earth　pressure　at　rest．　The　coe缶cients　of

lateral　earth　pressure　and　the　coethcient　of　soil　reaction　fbr　each　ground　condition　are　shown　in

TabEe　2．2．

WL111tl1．P！gssg1gre

The　groundwater　level　shal1　be　detemined　by　figuring　out　which　design　is　safer　in　terms　of　the

possible　changes　in　the　groundwater　level　during　and　after　construction．　The　vertical　water

pressure　shall　be　a　unifomiy　distributed　load　and　its　magnitude　shall　be　the　hydrostatic　pressure

acting　on　the　highest　point　of　the　tumel　crown　and　the　hydrostatic　pressure　acting　on　the　lowest

point　of　the　tunnel　bottom．　The　horizontal　water　pressure　shal1　be　a　uniforrnly　distributed　load

and　its　magnitude　shall　be　the　hydrostatic　pressure．
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Table　2．2　Coe缶cients　of　lateral　earth　pressure　and　soil　reaction

Design　methods （｝round　conditions λ k（kN／㎜3） Approx．　N－value

E丘ective　stress

高?狽?盾

Very　dense　sandy　soi1 0．35－0．45 30－50 30≦N
Medium　dense　sandy　soi1 0．45－0．55 10－30 15≦N＜30

Loose　sand　soil 0．50－0．60 0－10 N＜15

Hard　cohesive　soi1 0．35－0．45 30－50
25≦N　　一

Stifr　cohesive　soil 0．45－0．55 10－30 8≦N＜25

Medium　stiff　cohesive　soil 0．45－0．55 5－10 4≦N＜8

Total　stress

高?狽?盾

Medium　stiff　cohesive　soi1 0．55－0．65 5－10 4≦N＜8

SoR　cohesive　soil 0．65－0．75 0－5
2≦N＜4　一

Ve　　soft　cohesive　soil 0．75－0．85 0 N＜2

Pd　ht
Dead　weight　is　a　load　in　the　vertical　direction　which　is　distributed　along　the　centroid　ofthe　lining．

The　dead　weight　of　the　primary　lining　shall　be　calculated　by　the　following　equation：

9，ニ
　　　　2π・R

（2－8）

where　gi　is　the　dead　weight　in　unit　length　of　the　primary　lining　exerted　along　the　centroid　of　the

lining　per　unit　length　in　a　longitudinal　direction，〃Vl　is　the　dead　weight　of　the　primary　lining　per

unit　length　in　a　longitudinal　direction，　and　R、　is　the　radius　of　the　centroid　of　the　primary　lining

一一Effectsof　ch

The　effects　of　surcharge　shall　be　detemined　if　the　tunnel　is　located　near　roads　or　buildings．　To

calculate　the　transmission　of　stress　in　the　ground，　the　available　methods　include‘‘Boussinesq’s

equation”and　Westergaard’s　equation”（Boussinesq，1883；Westergaard，1938）．　Numerical

analyses，　such　as　FEM　etc，　are　also　available．

Soil　Reaction

The　extent　of　the　generation，　the　shape　of　the　distribution，　and　the　intensity　of　the　soil　reaction

shall　be　detemined　in　comection　with　the　design　calculation　method　being　employed，　which　will

be　described　in　the　next　section．
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2．3．2 Structural　calculation　of　segmental　linings

Member　fbrces　depend　on　load　conditions，　especially　the　soil　reaction，　as　well　as　the　modeling　of

the　segmental　ring　structure．　These　conditions　shall　be　clearly　defined．　Since　a　segmental　ring

consists　of　several　segments　assembled　by　bolts，　its　deformation　tends　to　be　1arger　than　that　of　a

ring　With　uniform　bending　rigidity　which　has　the　same　rigidity　as　the　main　section　of　a　segment．

This　is　because　the　rigidity　ofjoints　is　lower　than　that　ofthe　main　section　of　a　segment．　Thus，　it

is　important　to　determine　how　to　evaluate　decreases　in　the　rigidity　ofjoints　in　order　to　calculate

the　member　fbrces．　Moreover，　since　bolts　are　used　to　connect　the　segment　joints　and　ring　joints

are　staggered　in　Japan，　it　is　very　important　to　eva　luate　the　effects　of　the　a（ljacent　rings　fbr　the

design　calculation．　Schematic　drawings　ofthe　structural　models　ofthe　segmental　rings　are　shown

in　Figure　2．5，　and　the　design　load　distributions　proposed　for　these　models　are　shown　in　Figure

2．6．

Sohd　r㎎姉仙1y㎞d㎎
r唱ldity　and　sohd　nng　with

equlvalent㎞d㎎屯1dity

Rmg　W曲multiple
hinged　joints

　　k＄／2

First　rin9

　゜㎎　剛　』
¢㎏

¢1・

Rotatio

k’／2

Rmg　with　r。tational

sprmg　and　shear　sprmgs

Radial

Shear　springs

θ
k

Figure　2．5　Schematic　drawings　of　the　design　models
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Figure　2．6　Design　load　distributions　proposed　for　the　above　models

The　models　for　the　design　calculations　are　classified　by　joint　evaluations　and　soil－structure

interactions，　as　explained　below．

Usua1　calculation　method

This　method　was　proposed　in　about　1960　and　has　been　Widely　used　in　Japan．　A　common　load

distribution　model　fbr　this　method　is　shown　in　Figure　2．3，　where　the　soil　reaction　in　a　vertical

direction　is　uniform　and　the　soil　reaction　in　a　horizontal　direction　is　triangularly　distributed

between　45°and　135°fテom　the　crown　to　both　sides．

The　segmental　rings　are　assumed　to　be　rings　with　uniform　bending　rigidity　EI，　where　E　is　the

modulus　of　elasticity　fbr　the　lining　and　l　is　the　moment　of　inertia　fbr　the　lining．　The　decrease　in

the　「igidity　of　the　segment　joints　is　ignored．　This　ring　model　is　the　solid　ring　with／inlly　be〃ding

rigidity　model．
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The　horizontal　deformation　ofa　ring　at　the　spring　line，　which　Wi11　determine　the　magnitude　ofthe

horizontal　soil　reaction，　differs　according　to，　whether　the　fact　that　the　soil　reaction　derived　from

the　dead　weight　of　the　1ming　is　considered　or　not．　Equations　to　calculate　the　member　forces　are

shown　in　Table　2．3．

Table　2．3　Equations　to　calculate　the　member　forces　With　the　usua1　calculation　method　and　the

modified　usual　calculation　method

Load Bendin　moment んdal　fbrce Shear　fbrce

Vertical　load
aC1＋ρ．，）

　　　1M＝

ﾝ（1－sin2θXれ・＋ρ・）R二 N＝（P．，＋P．i）R。・sin2θ ρ＝一（P．i＋P．i）R。・sinθ・COSθ

Horizontal　load
@　（9，，＋9．）

M．⊥（1．2、。、・θX免，・仏1）理　　　4

N＝（q．，＋q．｜）RピCOS2θ ρ＝（9．，＋q．，）R。・sinθ・c・sθ

　Horizontal
高≠獅№浮撃≠秩@load

i9，z＋9．2

@　－9。1－9．、）

M．⊥（6．3、。、θ．12、。、・θ　　　48

@　＋4cos’θ）

@　　（9，2＋q．，－q．，－q．，）R二

N．⊥（、。，θ．8。。、・θ　　　16

@　－4cos’θ）

@　　（q．、＋9．2－9．，－9．z）RC

　　　1
ﾏ＝一（sinθ＋8sinθ・cosθ　　16

@　－4sinθ・cos2θ）

@　　（9，，＋9．2－9．，－q．1）R⊂

Soil　reaction
i9．　＝k・δ）

　　　　π
O≦θ＜－
@　　　　4

汲?＝i0．2346－0．3536cosθ）

@　　た・δ・R二

ﾎ　　　　π一≦θ≦－

S　　　2
汲?＝i－03487＋0．5sin　2θ

@　＋0．2357cos〕θ）鳶・δ・R：

0≦θ〈王

@　　　　4
u＝0．3536cosθ・丘・δ’R　　　　　　　　　　　　　　　c

ﾎ　　　　　π一≦θ≦－

S　　　2
ﾈ1＝（－0．7071cosθ＋cos2θ

{α7071sinZθ・cosθ）え・δ・Rc

　　　　π
O≦θ＜－
@　　　　4

ﾏ＝03536cosθ・斥・δ・Rご

､≦θ≦亙

S　　　2
ｺ～＝（sinθ・cosθ一〇．7071cos　2θ

@　　sinθ）た・δ・Rc

Dead　load
iIPt　1＝π’＆）

　　　　π
O≦θ＜－
@　　　　2
@　　　3　　　　．M＝（一π一θ・smθ　　　8

@　　　5
@　　’τC°Sθ）9’R：

i≦θ≦π2　　　　　1M＝（一一π＋（π一θ）sinθ　　　　8　5　　　　1一τC°Sθ一ラπ’S㎞2θ）9’R二

　　　　π
O≦θ＜－
@　　　　2

@　　　　　　　　1
m＝（θ’smθ’ ﾑC°Sθ）9’R・

ﾎ一≦θ≦π

Qハ1＝（一π・sinθ＋θ・sinθ＋π・

@　　　　1sm2θ一一COSθ）9・Rc　　　　　6

　　　　π
O≦θ＜－
@　　　2

@　　　　　　　　1
ﾏ＝（θ’C°Sθ＋τsmθ）9’R・

､≦θ≦π20＝（（π一θ）COSθ一π・sinθ・

@　　　　　　l
@　　COSθ一一sinθ）9・R．　　　　　　　6

　　Horizontal
р??b窒高≠狽奄盾氏@of　a

@　ring　at　the

@　spnng　line
@　　　（δ） @　　P（ρ．1＋P．、）一（9。＋9．，）一（9，，＋9．、）＋㎎｝R4δ＝　　　　　　　　24（η・E1＋0．0454丘・R二）

dI：Bendin　n’di　in　the　unit　width

Without　considering　the　soil　reaction　dehved倉om　the　dead　weight　of　the　lining：

@　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　c
@　　　　　　24（η・E∫＋0．0454斥・R二）

bonsidering　the　soil　reaction　derived　fεom　the　dead　weight　of　the　lining：

@　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　c
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Modified　usual　calculation　method

Although　it　was　known　in　the　1960s　that　a　staggered　arrangement　could　reinforce　segment　j　oints

weak　in　rigidity　it　was　not　known　how　to　eva　luate　the　effects　of　a（ljacent　rings．　Since　then，　many

load　tests　have　been　conducted　to　obtain　deformation　data　on　segmenta1　rings　With　bolt　joints．

The　concept　of　a　coef6cient　of　the　effective　ratio　of　bending　rigidity（η）was　introduced　by

scrutinizing　test　results　and　theoretical　analyses．

Segmental　rings　are　assumed　to　be　rings　with　uniform　bending　rigidity，　as　in　the　usual　calculation

method．　However，　the　coethcient　ofthe　effective　ratio　of　bending　rigidity（η≦1）is　introduced

to　evaluate　the　rigidity　of　the　joints．　The　dngs　are　treated　as　being　unifbm，　but　less目gid．　A

bending　moment　is　represented　asη炬ゾ．The　redistribution　ofbending　moments　is　then　expressed

by　introducing　a　transfer　ration　of　bending　momentζ．The　moment　of　the　main　section　is

calculated　as（1＋ζ）M　and　the　moments　of　the　segment　joints　are　calculated　as（1一ζ）M．This

ring　model　is　the∫o〃d　rゴng　with　equ加ale〃t　be〃ding　rig　7’dity　model．

This　calculation　model　is　a　logical　model　for　expanding　the　applications　ofthe‘“usual　ca1culation

method”、　If　a　common　load　distribution　is　used，　andη・1，andζ・Oare　substituted，　it

becomes　the　same　as　the　solid　ring　with　fUlly　bending　rigidity．

Rin　s　fbr　the　multi　le－hin　ed’oint　calculation　method

This　is　a　method　utihzed　under　good　ground　conditions．　It　is　widely　used　in　the　UK　and　in　Russia．

The　segment　joints　are　treated　as　hinges；thus　the　segmental　rings　are　assumed　as　rings　with　many

hinges．　Segments　are　erected　so　that　their　joints　are　in　a　straight　joint　arrangement　in　expectation

ofground　reactions　due　to　the　ring　defbrmation、

Beam－s　rin　model　calculation　method

This　is　a　method　used　to　evaluate　reductions　in　the　bending　rigidity　and　the　splice　effects　ofthe

staggered　arrangement　using　a　model　in　which　a　segment　is　considered　to　be　a　curved　beam　or　a

straight　beam，　the　segment　joint　is　thought　of　as　a　rotational　spring，　and　the　ring　joint　is

considered　to　be　a　shear　spring．　As　described　in　Figure　2．6，　the　beam－spring　model　has　other

modified　types．　One　uses　a　soil　spring　to　represent　the　soil　reaction　in　vertical　direction　and　the

other　is　using　small　springs　to　represent　reactions　of　its　dead　weight．　With　these　calculation
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methods，　the　iterative　calculation　assumes　that　the　soil　springs　are　used　according　to　Winkler’s

hypothesis．

This　method　is　Widely　used　for　roads　and　railroad　tunnels　With　1arge　diameters．　It　is　also　applied

to　tunnels　With　small　diameters，　which　have　complicated　design　conditions，　or　to　evaluate　the

calculation　results　of　the　usual　calculation　method　and　the　modified　usua　1　calculation　method．

2．3．3 Shapes　and　dimensions　of　segmental　lining

Bending　moment（M），　aXial　fbrce（N），　and　shear　fbrce（e）are　dete㎜ined　from　the　member

forces　described　in　the　preVious　section．　The　stress　intensity　at　the　surface　of　a　tunnel　lining　can

be　calculated　using　the　following　equations：

　　　ノV　Md
σニー±
　　　　A　　21

　　　　ρ

τニ
　　　bjd

（2－9）

（2－10）

whereσis　the　circumferential　stress　at　the　lining　surface，τis　the　shear　stress　at　the　lining

su血ce，　d　is　the　lining　thickness，ノd　is　the　moment　arm　ofthe　lining　section，　b　is　the　lining　width，

A　is　the　cross　sectional　area，　and　l　is　the　moment　of　inertia．　The　positive　sign　means　compressive

stress，　w仙e　the　negative　sign　stand　fbr　tensile　stress．

Table　2．4　Nlowable　stress　levels　for　concrete

Specified　compressive　strength σck 42 45 48 51 54

Allowable　compressive　stress　fbr　the　bending　moment
％
16 17 18 19 20

Allowable　standard
唐??≠窒奄氏@stress

Shear　stress　by　bending
τa

0．7

@1

0．7

@3

0．7

S

0．7

U

0．7

@7

Allowable　bond　stress（defbmed　bar） τ0 2．0 2．1 2．1 2．2 2．2

Allowable　bearing

唐狽窒?rS

Overall　loading σba 15 16 17 18 19

Local　area　loading

σba

σ、。≦1／2．8・σ。厄onlyσb。≦σ。＆
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The　shape　and　the　dimensions　of　a　tunnel　lining　should　be　designed　such　that　the　compressive

stress　occuning　at　the　lining　surface　does　not　exceed　the　allowable　stress，　as　shown　in　Table　2．4．

Areinfbrced　steel　bar　should　be　added　to　withstand　the　tensile　stress　and　the　shear　stress　if　the

shear　stress　exceeds　the　allowable　shearing　stress　of　the　concrete．

2．4 Numerical　analysis　for　shield　tunneling　works

Tunneling　ineVitably　causes　ground　movement，　which　in　turn　induces　the　local　deflections　and

corresponding　additional　stress　to　eXisting　buried　and　surface　structures．　Excessive　stress　levels

and　deflections　may　lead　to　the　failure　ofthe　structures．　The　problem　of　ground　behavior，　due　to

tumeling，　is　one　of　the　most　typical　soil－structure　interaction　problems．　With　this　problem，　the

ground　stiffiless　and　the　structural　stiffhess　are　the　key　factors　affecting　the　behavior　of　the

soi1－structure　systems．　Thus，　it　is　important　to　consider　the　size，　the　depth，　and　the　materials　of

the　structures　in　the　design．　Three　design　approaches　which　are　commonly　adopted　are（1）the

subgrade　reaction　method　which　is　known　as　the　Winkler　model，（2）analytical　methods，　and（3）

numerical　methods　such　as　the　finite　element　method（FEM），　the　boundary　element　method

（BEM），　etc．，　which　incorporate　various　soil　models，　different　configurations，　and　different

construction　sequences．　The　analytical　methods　for　analyzing　the　member　forces　in　a　segmental

lining　are　described　in　the　previous　section．　Numerical　methods，　especially　FEM，　can　be　applied

to　simulate　the　complex　construction　sequence　and　to　determine　the　many　effects　of　shield

excavating　on　the　surrounding　structures．　FEM　is　also　widely　used　to　evaluate　the　results　of

calculation　obtained　from　the　analytical　methods．　In　this　section，　previous　works　of　some　shield

tunneling　simulations　using　FEM　are　described．

2．4．1 Analysis　taking　tail　void　siZe　into　consideration

Yamada　et　aL（1979）proposed　a　model，　shown　in　Figure　2．7，　to　explain　the　release　of　stress　by

taking　the　tail　void　size　and　the　segment　rigidity　into　consideration．　This　model　constrained　the

ground　displacement　to　the　size　ofthe　tail　void　in　the　FE　analysis　of　an　unsupported　tunnel．　The

final　displacement　was　achieved　as　the　sum　of　the　aboveground　displacement　and　the

displacement　due　to　the　segment　defomiation．　It　was　also　argued　that　a　fairly　realistic　ground

settlement　analysis　could　be　conducted　by　setting　the　ground’s　loosening　zone　and　the
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deformation　coeMcient　in　view　of　the　ground　disturbance　caused　by　the　advancement　of　the

shield（Makata　1980）．

Sak司o　et　al．（1996）studied　the　settlement　induced　by　the　tail　void　closure　and　the　consolidation

settlement　using　an　FE　analysis，　fbr　which　the　stress　release　and　the　enfbrced　displacement

around　the　tumel　were　taken　into　account．　This　proposed　methoぱwhere　schematic　method　is

shown　in　Figure　2．8，　is　similar　to　that　studied　by　Mon　and　Akagi（1980，1983），　as　shown　in

Figureゑ9．　They　suggested　that　the　model　based　on　the　total　stress，　using　an　elastic　soil　modeし

was　promising　fbr　predicting　the　ground　movement　in　a　two－dimensional　FE　analysis．　The

simulation　was　based　on　the　effective　stress，　using　an　elasto－plastic　soil　modeしand　could　explain

the　soil　behavior　due　to　the　shield　tunneling　as　we11．　Inokuma　and　Fujimoto（1996）proposed　an

FE　analysis，　which　takes　into　account　of　the　backfill　grouting　process　and　which　has　a　major

impact　on　the　amount　of　tail　void　settlemenちusing　a　released　fbrce　equivalent　to　that　of　the

excavation．　This　analysis　applied　a　released　fbrce　equivalent　to　the　rest　of　the　initial　stress　after

subtracting　the　i句ection　pressure　of　the　backfill　grouting．
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Figure　2．9　Various　models　used　to　analyze　the　shield　tunneling　excavation（Mori　and　Akagi，

1980
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2．4．2

1983）

　　　Ananysis　using　the　rate　of　stress　renease

Furuyama　et　a1．（1980）proposed　a　method　to　reduce　the　driving　extemal　fbrce　by　introducing　an

appropriate　rate　of　stress　release　based　on　the　soil　intake　volume　and　the　tail　void　volume．　The

rate　of　stress　release　was　empirically　detemined　f『om　the　results　of　preVious　works　and　from　a

reverse　analysis　of　the　actual　measured　data．　Mair　et　a1．（1981）studied　the　deformation　levels
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under　undrained　conditions　and　the　temporary　supported　pressure　in　shallow　tunnels　in　soft　clay．

The　two－dimensional　FE　analysis　was　canied　out　with　a　program　incorporating　the　Modified

Cam－Clay（MCC）model．　This　study　found　that　the　MCC　model　was　not　suitable　for　anisotropic

consolidated　clay　or　for　the‘dry’side　of　the　critical　state　to　predict　the　results　of　tunneling

centrifUge　model　tests．

Stallebras　et　a　1．（1994）studied　the　deformation　around　shallow　and　deep　tunnels　constnucted　in

stiffoverconsolidated　soil　by　using　the　CRISP（CRItical　State　Program）FE　program．　In　order　to

accurately　simulate　the　soil　behavior，　the　three－surface　kinematic　hardening　model　was　used　in

the　analysis．　The　study　demonstrated　that　the　recent　stress　history　of　a　soil　has　an　importarlt

effect　on　the　prediction　of　surface　settlement　troughs　for　both　deep　and　shallow　tunnels．　In　this

study，　the　excavation　of　a　tunnel　was　simulated　by　replacing　the　elements　in　the　tunnel　by　nodal

forces　at　the　boundary　which　reduce　the　forces　by　40％．

Hergarden　et　a1．（1996）studied　the　infiuence　of　shield　tunneling　on　a（ljacent　and　overlying

structures　through　the　centrifUge　model　tests　and　a　two－dimensional　FE　analysis，　of　which　the

Mohr－Coulomb　model　was　applied　to　Spesswhite　Kaolin　clay．　The　analysis　was　applied　by

imposing　a　uniformly　distributed　fictive　load　along　the　outer　boundary　of　the　tunnel　as　volume

loss．　They　pointed　out　that　ifthe　soil　parameters　are　determined　carefully，　a　two－dimensional　FE

analysis　could　be　used　to　accurately　estimate　the　ground　surface　settlement　directly　after

imposing　the　volume　loss　of　the　tunne1．　Simpson　et　a1．（1996）studied　the　FE　analysis　of　the

Heathrow　Express　trial　tunnel　using　non－linear　and　anisotropic　soil　models．　They　showed　that，　in

practice，　the　calculated　widths　of　the　settlement　troughs　agreed　well　with　those　of　the

observations．　In　this　study，　the　tunneling　was　represented　by　removing　the　weight　of　the　soil

within　the　tunnel　and　reducing　the　stress　in　proportion　to　the　initial　values　until　the　volume　of

ground　loss　was　equal　to　that　measurement．

2．4．3 Analysis　taking　external　force　into　consideration

Nagamura　et　al．（1986）argued　that　the　release　ofstress　at　the　face　was　negligible　in　the　case　of　a

slurry　shield　excavated　in　a　stiff　ground，　and　that　the　settlement　could　be　mainly　simulated　by　the

elastic　defbmlation　of　the　tail　void．　According　to　this　model，　Nagayama　et　a1．（1988）proposed
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the　model　shown　in　Figure　2．10，　for　which　the　tail　void　deformation　was　governed　by　the　slurry

pressure・

Ground　surface

　Ground　pressure

Rβhevmg　pressu」re

　Slurry　pressure

ReliCVing　pressure

　　　　　Slurry　pressure

Cutter　face

Slurry　pres》町e

round　pressure

Rehevmg　pressure

Figure　2．10　Proposed　model　to　analyze　the　slurry　shield　tunneling　method（Nagayama　et　al．，

1988）

2．5 Model　tests　on　tunnel　linings

Model　testing　is　broadly　used　to　study　the　mechanical　behavior　of　tunne川inings．

Two－dimensional　model　tests　can　be　applied　effectively　to　determine　the　section　f（）rce　in　the

tunnel　1ming　model．　ln　this　section，　papers　which　cover　the　model　testing　of　tunnel　linings　are

reviewed　and　discussed．

SakUrai　et　al．（1994）studied　the　surface　subsidence　and　the　earth　pressure　acting　on　a　tunnel

lining　due　to　the　loosening　of　the　ground　in　the　case　of　shallow　tunnels．　A　aluminum　bars　were

used　to　simulate　the　ground　material，　and　the　air　pressure　was　gradually　reduced　from　a　certain

level　to　represent　the　excavation　of　the　tume1．　An　outline　of　the　experimental　equipment　is

shown　in　Figure　2．11．The　heights　of　the　loosening　zone　obtained　f『om　these　tests　all　agree　well

with　these　in　Terzaghi’s　theory．　Imanishi　et　al．（1999）also　used　aluminum　bars　as　the　ground

material　to　simulate　a　shield　excavation．　They　applied　a　method　of　trapdoor　testing　and　the

deformation　of　a　lining　model　to　study　the　influences　of　excavating　on　an　eXisting　tunnel　lining．
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Figure　2．1　1　Devices　developed　for　the　model　tests　to　simulate　a　tunnel　excavation（SakUrai　et　al．，

1994）

Kimura　and　Koizumi（1999）developed　lateral　loading　model　tests　for　the　tumel　linings　to　be

canied　out　in　a　sandbox　in　order　to　evaluate　the　interaction　between　the　deformation　of　tunnel

lining　and　the　earth　pressure　acting　upon　it．　The　sand　was　loaded　by　screw　jacks　in　vertical　and

horizontal　directions，　as　shown　in　Figure　2．12．　From　the　tests，　the　interaction　between　the

ground　and　the　tunnel　lining　can　be　explained　by　introducing　of　the　active　and　passive　ground

spring　constants　as　a　response　to　the　working　realm．　The　same　equipment　was　also　used　to　study

the　mechanical　behavior　ofa　non－circular　shaped　tunnel（see　e．g．，　Ohnishi　et　aL，1996；Takamoto

et　aL，1996）．　The　lateral　loading　model　testing　method　was　also　applied　to　study　the　relations

among　the　materials　ofthe　lining　model　and　the　member　forces　by　Okano　et　al．（1997）．

In　addition，　Cao　et　aL（1993）developed　the　testing　device　shown　in　Figure　2．13　to　study　the

mechanical　behavior　ofelliptical　tumels．　The　sand　is　loaded　by　a　pressure　bag　covered　four　sides

of　the　soil　chamber．　The　results　of　these　tests　show　that　the　concentrated　stress　occurring　at　the

spring　line　ofthe　tunnel　lining　can　be　effectively　reduced　by　increasing　the　thickness　ofthe　spring

line．
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Figure　2．12　Lateral　loading　model　testing　device（Kimura　and　Koizumi，1999）
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Figure　2．13　Loading　model　testing　device（Cao　et　al．，1993）

Hisatake　and　Shibuya（1999，2000）　studied　the　effects　of　fhctional　fbrces　occuning　at　the

surface　ofthe　soil　chamber　using　theoretical　and　experimental　approaches．　They　concluded　that

the　results，　namely，　stress，　strain　and　displacement　levels　greatly　depend　on　the　size　of　the　soil

chamber．　Furthermore，　they　proposed　a　calculation　method　for　determining　the　size　of　the　soil

chamber　that　can　minimize　the　errors　caused　by　the　fi・ictional　forces．
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CentrifUge　testing　is　also　broadly　used　to　study　the　earth　pressure　acting　on　tunnel　linings・

Sugiyama　et　al．（1999）studied　the　lining　stress　mechanism　ofa　large　circular　tumel　in　the　case　of

a　shallow　excavation　under　a　50　g－centrifUge　acceleration，　while　Ishimura　et　a1．（1992）tested　an

elliptical　tunnel　under　a　2009－centrifUge　acceleration．　Sugihara　et　al．（1997）carried　out　a　series

of　centrifUga1　tests　to　evaluate　the　earth　pressure　on　a　double－faced　shield　segment　in　a　sandy

ground．　For　centrifUge　tests，　the　measured　earth　pressure　acting　on　a　tumel　lining　is　generally

compared　with　the　analytical　data　based　on　Terzaghi’s　theory，　and　then　the　correlations　are

proposed．
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　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Chapter　3

SIMULATIONS　OF　THE　SHIELI）EXCAVATION　PROCESSES

　　　　　　　　　　BY　FEM　ANI）ITS　APPLICATION　TO　THE　DRIVING

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　CONTROL　OF　SHIELI）MACHINES

3．1 Introduction

In　this　chapter，　the　advancement　and　the　excavation　processes　of　a　shield　machine　in　three

dimensional　space　are　simulated　using　the　finite　element　method．　The　shield－soil　interactions　are

modeled　by　the　specially　defined　elements　a（ljacent　to　the　machine．　The　movement　of　the　shield

machine　is　simulated　with　finite　element　remesh　techniques　after　each　small　step　of　movement．

The　driVing　forces　and　the　driving　moments　required　to　control　the　machine　to　move　along　the

designated　alignment　are　calculated　by　summing　all　the　forces　acting　on　the　machine．　Then，　this

simulation　method　is　used　to　analyze　the　experimental　problems　in　order　to　investigate　the　effects

of　such　excavation　conditions　as　ground　properties，　excavation　depth，　and　the　radius　of　the

excavation　curve，　on　the　required　driVing　forces　and　driving　moments．　Moreover，　the　simulation

ofashield　tunneling　pr（）ject　in　Kyoto　City　is　analyzed　to　compare　the　numerical　results　With　the

data　from　field　measurements．　Finally，　the　application　ofthis　simulation　method　to　the　automatic

driVing　control　of　a　shield　machine　for　general　excavation　work　is　proposed．

3．2 Finite　element　model

In　this　section　the　general　aspects　of　the　developed　program　are　first　outlined．　Next，　the

constitutive　equations　for　the　materials　used　in　this　analysis　are　presented．　Finally，　a　method　fbr

rearranging　the　finite　element　mesh　method　is　described．
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3．2．1 Outline　of　the　analysis　method

In　order　to　simulate　the　shield　excavation　processes，　a　computer　program　has　been　developed　for

the　three－dimensional　finite　element　analysis，　written　in　C＋＋Language．　The　specially　defined

finite　elements，　namely，　the　excavated，　the　interface，　and　the　elongation　elements，　are　introduced

and　applied　to　model　the　materials　adjacent　to　the　shield　machine．　An　outline　of　the　elements

used　in　this　simulation　model　and　their　properties　are　shown　in　Figure　3．1　and　Table　3．1，

respectively．　The　shield　machine　is　defined　as　a　rigid　boundary　for　which　each　node　is　controlled

to　move　along　the　designated　route．　Acting　fbrces　at　each　node　of　the　shield　boundary　are

summed　to　obtain　the　total　force　acting　on　the　shield　machine．　After　a　distance　of　movement，　the

analysis　mesh　is　rearranged　to　avoid　excessive　mesh　distortion．　Then，　the　calculation　is　repeated

using　the　same　procedure．　A　flowchart　of　the　calculation　procedure　is　shown　in　Figure　3．2．

ニユー一『

Excavated　element

．・．．．

窒盾浮狽Desig楓ed　　　　　　　　　　　　　・
@　　　　　　　　　　　’　　　　ShieldSegln㎝t　　　　　　　　　　　　　　　　　　mac㎞e

．・

　　　　　　　　．

dlongati㎝e1㎝㎝t

㎞te㎡a㏄el㎝ent

Figure　3．1　Model　of　elements　used　in　the　simulation　model

Table　3．1　Propenies　of　elements　used　in　the　analysis

Element　name Material　t　e

Shield Ri　id　bounda

Se　ent Elastic

Elon　ation Transverse　isotro　ic　elastic

Soil Elasto－1astic　Drucker－Pra　er　and　tension　li㎡tin

Inter飴ce Transverse　lsotro　ic　with　the　Mohr－Coulomb’eld　criteria

Excavated Elastic
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@　　　and

s㎞st　moment

Figure　3．2　Flowchart　of　the　calculation　procedure

In　this　analysis，　all　finite　elements　are　isotropic　eight－node　hexahedral　elements．　All　fields，

velocities，　stress　levels，　etc．，　are　assumed　to　be　continuous　over　the　element　borders．　This　differs

from　common　finite　element　programs　where　quantities　like　stress　levels，　etc．　can　show　jumps

over　element　borders．　This　continuity　gives　a　more　di価se，　but　also　a　more　stable，　numerical

scheme．　In　addition，　all　fields，　velocities，　stress　values，　etc．，　are　stored　in　the　element　nodes．　This

also　differs　from　common　finite　element　programs　for　which　all　calculation　fields　are　stored　in

integration　points（Gauss　points）．　This　method　leads　to　a　relatively　easy　implementation　of　the

remeshing　and　the　refining　techniques．

3．2．2 Properties　and　constitutive　equations　for　the　finite　elements

Ground　elements

The　constitutive　equation　used　fbr　the　ground　materials　is　based　on　the　Drucker－Prager　mode1

（1952）．We　selected　this　model　because　it　requires　few　ground　parameters，　yet　it　still　provides　a

rational　explanation　fbr　the　soil　behavior．

As　fbr　the　simple　elastic　material，　the　relation　of　stress　and　strain　is　defined　by　two　parameters，

namely，　Young’s　modulus（E）and　Poisson’s　ratio（v）．　Strain　can　be　translated　into　stress　by

multiplying　it　by　elasticity　matrix　D，　as　shown　in　Equation　3－1，　in　other　words，

σ＝Dε （3－1）
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In　the　Drucker－Prager　mode1，　the　state　of　the　soil　is　determined　from　the　yield　surface，　defined

from　the　first　principle　stress　invariant（J1），　the　second　deviatoric　stress　invariant（」2），　the　intema1

伍ction　angle（φ）and　the　cohesion（c）．　If　the　value　of　the　yield　filnction　is　lower　than　zero，　the

soil　is　considered　to　be　an　elastic　state　and　the　stress　is　related　to　the　strain　by　stress－straln

relation　matrix　D，　as　was　defined　in　E叩ations　3－1　and　3－2．　If　the　value　of　the　yield　filnction　is

equal　to　zero，　the　soil　begins　to　yield　by　the　shear　stress．　The　yield血nction　in　the　Drucker－Prager

model　is　de丘ned　as

f（σ）ニーvt　71－＋α1「κ （3－3）

where

α＝
2sinφ

κ＝

万（3－・i・φ）

6ccosφ

万（3－sinφ）

The　deformation　of　soil　in　the　plastic　state　is　calculated　by　the　plastic　potentia1　fUnction．　To

account　for　dilatancy，　the　non－associated　flow　rule　is　used　to　define　the　plastic　strain　increments
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in　relation　to　the　yield　surface．　If　dε，　denotes　an　increment　in　plastic　strain，　then　the　plastic　flow

rule　can　be　stated　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　d。・ニA∂ρ　　　　　　（3－4）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　∂σ

Plastic　potential　Q　is　established　f㌃om　the　same　relation　as　that　for　the　yield　su血ce，　except　that

the　dilatancy　angle（ψ）is　used　instead　of　the　fi’ictional　angle（φ）．　The　plastic　potential丘1nction

can　be　expressed　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ρ（σ）ニV万＋αYi一κ’　　　　　　（3－5）

in　which

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　，　　2sinψ

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　α　＝
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　」（3－・i・の

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　，　　6CCOSV

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　κ　ニ
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　」（3－・i・の

With　an　infinitesimal　level　of　stress，　the　changes　in　strain　are　summed　and　then　divisible　into

elastic　and　plastic　parts．　This　begins　with　the　equation

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　deニd6e＋dE　P　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（3－6）

From　the　relation　in　Equations　3－1，3－4，　and　3－6，　the　relation　between　the　strain　increments　and

the　stress　increments　can　be　written　as

dσ＝Dd。－ADQ2
∂σ

（3－7）

or

Multiplying　Equation　3－8　by

dεニD－idσ＋A∂e

∂σ

〔∂F∂σ〕TD　and…i・g・h・・D・D－’

（3－8）

is　an　identity　matrix，　we　have

33



　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　⊂器〕TDd・＝⊂募〕アdσ＋欄アD器　　（3－9）

After　the　material　yields，　the　new　yield　surface　must　be　such　that　stressσ＋dσ1ies　on　it．　In

order　words，　the　value　ofyield　fimction　F（σ＋dσ）always　equals　zero　ifthe　material　continues　to

yield．　Which　the　material　is　yielding，　it　can　be　written　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　4F（σ）ニ0　　　　　　　　　　（3－10）

which，　on　expansion　by　the　chain　rule，1eads　to

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　⊂91／〕Tdσ・・　　　（3－ll）

Substituting　Equation　3－11into　Equation　3－91eads　to　A　being　calculated　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　A＝i・〔OF∂σ〕’Dd・　　　（3－12）

where

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Aニ〔OF∂σ〕アD駕

Substituting　A　f士om　Equation　3－12　into　E叩ation　3－7　gives　the　required　relationship　between

dσand　de，　namely，

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　dσ＝D。p　ds　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（3－13）

where　elasto－plastic　stress－strain　relation　D．P　can　be　written　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　D叩・D－＞D霊）rD
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Note　that　this　matrix　is　symmetric　only　for　the　associated　flow　rule．　If　the　plasticity　is

non－associated，　non－syrrmletric　D、p　leads　to　non－sy㎜etnc　sti飽ess　equations　in　the舳e

element　analysis．

In　this　research，　the　soil　material　is　assumed　to　be　constant　in　volume　after　yielding．　Thus　the

dilatancy　angle　is　equal　to　zero（1〆＝0）．

Due　to　the　fact　that　soil　can　resist　a　smal1　amount　oftension，　the　plasticity　state　is　also　defined　by

tension　stress　values．　From　a　definition　for　the　equivalent　stress，

　　　　　　　　　　　　　　　2　　　　　　2　　　　2
σ＝　σ1十σ2十σ3

（3－14）

whereσ1，σ1，andσ1　are　the　first，　second　and　third　principle　stress　levels，　respectively．　Each　of

these　is　only　incorporated　if　it　is　a　tension　stress．　This　model　now　reads

σ一σ　＝O
　　　　y

（3－15）

The　plastic　surface　limits　the　allowed　tension　stress，　and　in　this　simulation　model　the　limited

tension　stress　ofthe　soil　is　equal　to　zero（σγ＝0）．

The　tension　limiting　plasticity　model，　combined　with　the　Drucker－Prager　model，　is　used　to

simulate　the　soil　properties．　The　combination　ofthe　plasticity　surfaces　ofboth　models　defines　the

tota1　plasticity　surface　ofthe　soil　materia1．

Elon　ation　elements

In　order　to　allow　the　shield　machine　to　move　fbrward，　elongation　elements　are　applied　at　the

interface　of　the　shield　and　the　segment．　They　are　defined　to　be　the　elastic　transverse　isotropic

materials　that　are　stiff　in　the　radial　direction，　but　weak　in　the　longitudinal　direction．　Thus，　the

elongation　elements　are　lengthened　according　to　shield　movements　while　the　back　lining

elements　are　fixed　in　space．

InterfaCe　elementS

Interface　elements　are　employed　to　model　the　interface　soil　between　the　skin　plate　and　the

surro皿ding　soi1．　The　interface　elements　can　slide　in　the　longitudinal　direction　without　causing
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much　distortion　to　the　surrounding　elements．　They　are　modeled　by　Mohr－Coulomb’s

elasto－Plastic　yield　criterion　With　transverse　isotropic　properties．　The　properties　of　the　inte血ce

elements　are　de丘ned　as　fbllows：

E，φ　interfacc－radius＝E，　il　s。il

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Einterface．1。ngi蝕』MニEs。il／n

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　φ㎞励ce．longitudittal＝φsoil／n　　　　　　　　　　　　　　　（3－16）

where　n　is　defined　as　the　reduction飽ctor　that　is　greater　than　one．　The　reduction　factor（n）

expresses　the　proportion　of　the　properties　of　the　interface　and　the　excavated　elements　to　the

ordinary　soil　elements．　It　depends　on　the　ground　conditions，　the　shield　type　and　the　constnlction

procedure．　The　reduction　factor　is　used　to　determine　the　ground　properties，　i．e．，　the　intemal

thction　angle　and　the　elastic　modulus．

Failure　ofthe　interface　elements　takes　place　ifthe　magnitude　of　shear　stress（τ）at　the　failure　plane

is　equal　to　the　value　given　by　the　fbllowing　relationship：

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　1・1＝σ。tanφ。＋・。　　　　　　（3－17）

in　which日denotes　the　absolute　v瓠ue，σ．　is　the　norrnal　stress　on　the　failure　plane，　andφo　and

co　are　the　material　constants　of　the　shield－soil　interface　materiaL　In　the　case　of　sandy　and

gravelly　grounds，　the　adhesion　is　set　at　zero（co・o）．　Equation　3－16　can　be　written　in　the　form　of

yield　fUnction（F）as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　F・1・1＋σ．・tan・¢｛，　　　　　　（3－18）

When　the　state　of　the　material　is　elastic，　transverse　isotropic　properties　are　applied．　Stress－strain

relation　matrix　D　is　defined　as
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（3－19）

where　E．　and　G．　are　Young’s　modulus　and　the　shear　stiffiless　for　the　norma　1　direction，　and　E，　and

G，are　the　corresponding　pararneters　in　the　shear　direction．

When　material　is　sheared　to　the　yield　surface　and　the　non－associated　flow　rule　is　adopted，　the

rates　fbr　plastic　normal　strain　4εζand　shear　strainγP　are　given　by

圏・A［t当 （3－20）

which　implies

dε？

　　n＝tan仇
dlρ

（3－21）

Each　increment　in　shear　displacement　along　the　plane　is　accompanied　by　an　increment　in　the

nomal　displacement．　The　dilation　will　go　unbounded　under　the　yield．　To　avoid　this　unfavorable

behavior，　the　flow　rule　fbr　the　shield－soil　inte血ce　should　be　non－associated．　Following

Equation　3－4，　a　plastic　potential　fUnction　can　be　written　by　introducing　dilatancy　angle｛グ．

Thus，

e＝1・1＋σ．・tan・y （3－22）

In　this　study，　no　dilatation　is　assumed　for　the　shield－soil　interface（ψ＝0）．

After　the　yield　and　the　plastic　potential　fUnction　are　established，　a　general　formulation　as　in

Equation　3－13　is　used　for　the　elasto－plastic　stress－strain　relation　matrix．

37



Excavated　elements

Shield　tunneling　causes　an　extreme　disturbance　to　the　soil　a（Sj　acent　to　the　cutting　head　during

excavation．　Excavated　elements　are　defined　in丘ont　ofthe　cutting　head　as　the　proposed　method

of　representing　the　area　of　the　ground　being　disturbed　by　the　excavation（Akagi　and　Komiya，

1993）．The　thickness　ofthe　excavated　elements　is　assumed　to　be　equal　to　the　length　ofthe　cutter

bits　or　the　rippers．　Since　these　elements　are　greatly　disturbed，　they　are　assumed　to　be　weak

elastic　materials．　Slurry　pressure　or　retaining　pressure　is　applied　uniforrnly　as　nodal　forces　at　the

soil　elements　go　beyond　the　excavated　elements．　The　Yo皿g’s　modulus　of　each　element　is

defined　as　follows：

Ecxcavated＝Es。il／n （3－23）

where　n　is　the　reduction　factor　that　has　the　same　value　as　that　mentioned　in　Equation　3．16．

The　shield　machine　is　modeled　by　a　group　of　rigid　boundary　nodes，　which　are　fbrced　to　move

along　the　designated　route．　The　weight　of　the　machine　is　unifbmly　distributed　to　the　a（ljacent

soil　in　the　lower　half　of　the　shield　nodes．　After　each　small　step　of　advancement，　fbrces　acting　on

all　shield　nodes　are　calculated．　The　driving　fbrce　used　to　control　the　machine　at　each　step　is

determined　by　summing　up　all　the　nodal　forces．　Multiplying　the　nodal　forces　by　the　distance　from

the　center　point　of　the　machine　and　by　totaling　all　the　nodal　moments，　the　required　driVing

moments　can　be　determined．

The　tunnel　lining　is　defined　as　a　stiff　elastic　material　or　a　nearly　rigid　body．　There　is　no　clearance

between　the　ground　and　the　lining．　Back－filling　pressure　behind　the　shield　tail　is　not　considered．

3．2．3 Remeshing　techniques

To　simulate　the　excavation　procedure，　the丘nite　element　mesh　is　rearranged　after　a　shield

movement　ofabout　halfthe　thickness　ofthe　excavated　element．　Figure　3．3　depicts　the　sequential

behavior　of　the　finite　element　model　as　the　excavation　is　carried　out　by　the　cutting　head　and　the

tunneling　machine　advances．　The　shaded　elements　in丘ont　of　the　shield　machine　in　Figure　3．3

represent　the　excavated　elements．　The　initial　step　of　the　calculation　starts　at　reference　time　t　in

Figure　3．3（a）．　Then，　shield　boundary　nodes　are　fbrced　to　move　fbrward　in　a　curve　in　a　curve
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according　to　the　designated　route．　The　excavated　elements　and　the　other　elements　within　the

elements　adjacent　to　the　shield　machine　defomi　simultaneously　along　time　period　dt，　as　shown　in

Figure　3．3（b）．　After　computing　the　displacements　and　the　stress　levels　in　the　deformed　mesh，

shown　in　Figure　3．3（b），　the　finite　element　mesh　is　rearranged　as　shown　in　Figure　3．3（c），　with　the

correct　stress　fields．　This　fbrces　the　equilibrium　to　bring　the　geometric　shape　and　size　back　to

what　they　were　originally，　as　shown　in　Figure　3．3（a）．　The　nodal　coordinates　of　the　rearranged

mesh　change　according　to　the　distance　of　the　shield　movement．　The　stress　levels　fbr　all　nodes　in

the　deformed　mesh　are　stored　and　used　for　calculating　the　nodal　stress　levels　of　the　newly

reaπanged　mesh．　Then，　the　calculation　is　started　again　using　the　new　nodal　coordinates　and

stress　values　as　the　initia1　stage　ofthe　next　moving　step．　The　remesh　procedure　is　done　repeatedly

by　the　methods　described　above　along　the　entire　excavation　route．

After　the　original　mesh　is　deformed，　following　a　step　of　shield　movement，　the　mesh　is　rearranged

to　take　the　same　shape　and　size　it　originally　had．　The　nodal　coordinates　of　the　rearranged　mesh

are　calculated　f㌃om　the　moving　distance　and　the　direction　of　the　shield　machine．　Then，　the

defbmed　elements，　which　include　the　rearranged　nodal　points　are　identified．　For　the　sake　of

simplicity，　the　method　for　calculating　the　stress　values　in　the　rearranged　mesh　is　described　as　an

example　of　a　quadrilateral　element，　as　shown　in　Figure　3．4．　The　figure　shows　defbmed

elementαenclosed　by　nodes　n1，　n2，　n3，　and　n4　and　remeshed　element　aR　enclosed　by　nodes　nR1，

nR2，　nR3，　and　nR4．　In　this　figure，　deformed　elementαincludes　nodal　point　nRi　of　remeshed

elementαR．The　updated　stress　levels　of　node　nRi　can　be　calculated　by　the　following　procedure．
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Figure　3．3　Advancement　ofthe　shield　machine　simulated　by　the　remesh　method
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The　broken　lines　in　Figure　3．4　represent　the　deformed　geometry　of　the　finite　element　mesh　due

to　the　shield　movement，　as　shown　in　Figure　3．3（b），　at　reference　time　t＝t＋dt．　The　initial　stress

・f・f・ur－n・d・i・・…pi・finit・・el・men・αi・assum・d・・b・ト〃い・refe・ence・im・・一・・S・・ess

・hang・｛bO・｝・f・1・m・n・α，ass・・i…dwi・h・・d・1　P・i・・di・placemen・vec…囲d・・…h・

shield　movement　during　time　step　dt，　as　shown　in　Figures　3．3（a）and　3．3（b），　is　given　by　the

fbllowing　equation：

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　bσ・｝・↓囚田囲〃　　　　（3－24）

wh・re　ID，，1i・・h・・el・…－P1…i・・t・ess－s・・ai・・el・・i・n　m・tri・㎝d国i・th・・t・ain－di・placement

m・tri・．　Acc・rdi・gly，…essト・｝t．d，　・…im・・一・＋d・i・d・・crib・d・・f・ll・w・・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ト・｝，．dt・ト・｝，＋｛砧α｝　　　　（3－25）

Udatin　the　stress　levels　ofthe　rearran　ed　mesh

The　defbrmed　finite　element　mesh，　which　is　indicated　by　the　broken　lines，　is　then　rearranged　into

aregular　rectangular　finite　element　mesh　represented　by　the　solid　lines　in　Figure　3．4．　The

coordinates　of　all　the　nodes　in　the　remeshed　elements　are　determined　according　to　the　moving

direction　and　the　distance　of　the　machine．　Considering　remeshed　elementαR　and　nodeηR1，

that　lie　within　defbrmed　elementα，stress　values　at　node　nRi　can　be　interpolated丘om　all　the

nodal　stress　levels　of　elementαobtained　from　Equation　3－26，　as　fbllows：

ぱ｝・Σ瞬財｝1，．dt

　　　　　　　ノ＝1

（3－26）

wh・・e回・・e・he　e1・m・n・i…叩・1・・i・n・fU…i・n・val…a・p・r・i・ul・・p・i…i・・el・m・ntα，

ト7｝i・・he　n・d・1…ess　vec・…f・1・men・α，・nd　m　i・・he　numb…f・・d・l　p・i…c・n・tit・・i・g・

single　finite　elementα．
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After　updating　the　stress　levels，　the　overall　equilibrium　ofthe　rearranged　mesh　system　is　checked．

The　errors　produced　f「om　Equation　3－27　are　defined　as　the　residual　forces．　The　residual　forces

of　the　rearranged　noda1　forces，｛δΨR｝，are　computed　using　the　following　equation：

｛av。｝・胸ア｛σ1、＋dt〃一田ア｛σ】，　dV （3－27）

wh・・e∬βr｛σ1，〃mean・・h・・eXt・m・l　f・・ce・・f・h・・v・・all・y…m・t・tim…

In　this　simulation，　the　residual　forces　computed　at　the　rearranged　nodal　points　are　simply　added

to　the　loading　forces　ofthe　subsequent　incremental　step．

3．3 Simulations　of　the　shield　excavation　processes

In　this　section，　the　experimental　problems　of　a　shield　excavation　in　a　sandy　ground　are　analyzed

to　investigate　the　effects　ofthe　excavation　depth，　the　soil　properties，　and　the　radius　ofthe　moVing

curve　on　the　required　driVing　fbrces，　driVing　moments，　and　acting　load　on　the　machine．　The

geometry　and　the　boundary　conditions　of　the　analysis　mesh　are　shown　in　Figure　3．5　The

simulated　shield　machine　is　a　cylindrical　slurry　type　that　is　6　m　in　external　diameter　and　6　m　in

length．　The　material　parameters　for　each　soil　type　are　shown　in　Table　3．2（Das，1994）．

Table　3．2　Parameters　of　rounded　unifbm　sand（Das，1994）

Material　arameters　of　the　soil Loose　sand Medium　sand Dense　sand
Unit　weight（γd）　　　　　　（〃肋η3） 14．0 16．0 18．0

Young’smodulus（E？（×ノ06　kN／m2） 15．5 3LO 62．0

Poisson’sratio　γ 0．20 0．33 0．40

Fdctional　angle（φ） 28 33 37

Cohesion　stren　hり 0 0 0

CoeHicient　oflateral　earth　pressure

iκ。＝1－sinφ）
0．53 0．46 0．40
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Figure　3．5　Geometry　of　the　analysis　mesh

3．3．1 Parametric　studies

Firstly，　the　effects　of　the　reduction　factor，　the　n　value　in】Equations　3－16　and　3－23，0n　the

resistance　forces　acting　on　the　machine　during　the　excavation，　are　investigated．　In　order　to

determine　these　effects，　an　analysis　of　the　shield　tunneling　at　a　depth　of　18　m（3D，　D　is　the

extemal　diameter　ofthe　shield　machine）in　medium　dense　sand　is　carried　out．　The　analysis　is

conducted　by　moving　the　shield　machine　in　a　straight　direction　for　4　m．　In　this　study，　the

reduction　factor（n）is　used　to　detennine　the　properties　of　the　excavated　and　the　interface

elements，　and　is　defined　as　a　function　of　the　surrounding　soil　parameters，　as　shown　in

Equations　3．16and　3．23．　Using　reduction　factor　n　as　10，30，50，60，80，　and　100，　the　resistance

forces　acting　on　the　shield　machine　are　calculated．　Plots　for　the　resisting　forces　acting　on　the

shield　machine　during　the　shield　movement　are　shown　in　Figures　3．6（a）～（c）．　A　plot　of　the

resistance　forces　versus　reduction　factor　n　is　shown　in　Figure　3．7．　The　resistance　forces　acting

on　the　machine　are　divided　into　tWo　parts，　namely，　skin　friction　and　eanh　pressure　at　the　tunnel

face．　From　Figures　3．6　and　3．7，　it　is　obvious　that　the　resistance　forces　decrease　when　the
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factor　increases．　A　greater　value　for　the　reduction　factor　means　a　lower　level　of　stiffiiess　for　the

excavated　and　the　inte血ce　elements．　A　decrease　in　stiflhess　fbr　both　elements　leads　to　a

decrease　in　the　resistance　fbrces　acting　on　the　shield　machine．　The　skin丘iction　decreases

considerably　when　the　reduction　factor　increases．　However，　the　earth　pressure　at　the　shield　face

does　not　show　any　significant　changes　when　the　reduction　factor　changes．

Based　on　the　general　method（JSCE，1995），　the　resistance　forces　acting　on　the　shield　machine

during　the　excavation　in　a　cohesionless　ground　can　be　calculated　by　the　following　equations：

1㌔㎞＝μ・（πDo〃㌃＋m）

Fface＝P・　li　D8
（3－28）

where　F。la，n　is　the　fi’ictional　fbrce　between　the　skin　plate　and　the　ground，　Fface　is　the　earth

pressure　at　the　tunnel　face，μis　the　coeMcient　of　fi－iction　between　the　skin　plate（steel）and　the

natural　ground，　Do　is　the　outer　diameter　of　the　shield　machine，　L　is　the　length　of　the　shield

machine，　W　is　the　self－weight　ofthe　shield　machine，　P．　is　the　average　earth　pressure　load　on　the

shield　skin，　and　pf　is　the　slurry　pressure　f（）r　a　slurry　shield　or　the　earth　pressure　at　the　shield　face

fbr　an　earth　pressure　balance　shield．

Using　the　Equation　3－28，　the　resistance　fbrces　of　the　above　problem　are　F，la－．＝19，000　kN，

Ffac、＝4，370　kN，　and　F，。tal＝F。ldn＋Fface＝23，370　kN．　These　agree　well　with　the　numerical

results　in　which　the　reduction　factor　equals　50，　as　shown　in　Figure　3．7，　F。la，n＝19，550　kN，

Fface＝4，740　kN，　and　F，。ta1＝2，4290　kN．　Therefbre，　it　can　be　concluded　that　the　apPropriate

value　fbr　the　reduction　factor　in　this　case　is　50；this　value　is　fUrther　used　fbr　analyzing　in　the　next

sections．　It　should　be　noted　that　in　the　next　sections，　the　properties　of　the　interface　and　the

excavated　elements　are　defined　as　follows：

E　excavated＝Eintq命ce．1。ngitudinalニEgr。und／50

gtS　in、。rface．1。ngi・・di。。1＝ip　gr。皿d／50 （3－29）
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Figure　3．6　Resistance　fbrces　of　the　parametric　studies
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Figure　3．7　Variation　in　resistanc　fbrces　against　the　reduction　factor

3．3．2 Analysis　of　the　shield　excavation　along　a　straight　alignment

In　this　section，　simulations　ofthe　shield　excavation　along　a　straight　alignment　are　carried　out．　By

varying　the　soil　type　and　the　excavation　depth，　the　skin　fi’iction　and　the　average　earth　pressure　at

the　shield　face　are　calculated．　The　soil　types　used　in　this　analysis　are　loose，　medium，　and　dense

rounded　uniform　sand，　without　underground　water．　The　material　parameters　of　each　soil　type　are

shown　in　Tabne　3．2．　The　excavation　depths，　measured　f「om　the　ground　surface　to　the　top　crown

of　the　machine，　are　l　D，3D，　and　5D　where　D　is　the　outer　diameter　of　the　shield　machine，　as

shown　in　Figure　3．8（a）～（c）．　The　external　diameter　and　the　length　of　the　shield　machine　are　both

6m．
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（a）Excavation　depeth＝1D

（b）Excavation　depeth　＝3D

（c）Excavation　depeth　＝　5D

Figure　3．8　Finite　element　meshes　in　the　analyses
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The　calculation　results　fbr　the　resistance　fbrces　acting　on　the　shield　machine　along　the　moving

distance　fbr　all　cases　are　shown　in　Figures　3．9　through　3．11．　The　results　show　that　the　fhctional

fbrce　along　the　skin　plate　is　the　main　proportion　ofthe　total　fbrce　acting　on　the　shield　compared

with　the　earth　pressure　at　the　cutting　face．　The　earth　pressure　is　nearly　constant　along　the

excavation，　while　the　skin　fiiction　and　the　total　force　gradually　increase　and　tend　to　be　constant

by　the　end　ofthe　calculation．　These　results　may　be　caused　by　the　effects　ofthe　interface　elements

surrounding　the　skln　plate．　When　the　shield　moves，　the　stress　levels　in　the　inte血ce　elements

increase　such　that　cause　the　nodal　resistance　fbrces　increase．　The　resistance　fbrces　increase　until

all　the　elements　yield　and　then　they　become　constant．　The　resistance　fbrces　trend　to　converge

after　excavating　for　a　distance　that　varies　depending　on　each　excavation　condition．　In　some　cases，

the　resistance　fbrces　do　not　increase　continuously，　which　may　be　caused　by　the　excessive

distortion　in　some　elements　while　the　shield　is　moving．　This　can　be　corrected　by　remeshing　the

analysis　mesh　more　fセequently．

Comparisons　of　the　total　resisting　force　along　the　excavation　distance　at　each　excavation　depth

and　for　each　soil　type　are　shown　in　Figures　3．12and　3．13，　respectively．　They　clearly　demonstrate

that　a　deeper　excavation　depth　and　a　stiffer　soil　type　result　in　the　need　fbr　larger　jack　fbrces　in

order　fbr　the　shield　to　advance．　Plots　for　the　acting　forces　against　the　excavation　depth　are　shown

in　Figure　3．14．　Plots　fbr　the　skin　friction　and　the　earth　pressure　as　the　percentage　of　the　total

resistance　forces　against　the　excavation　depth　are　summarized　in　Figure　3．15．　This　figure　shows

that　the　skin　friction　acting　on　the　skin　plate　makes　up　the　main　portion　of　the　total　resistance

force，　an　average　of　79％，　while　the　earth　pressure　acting　on　the　shield　face　makes　up　only　about

21％．The　gap　in　this　proponion　narrows　when　the　excavation　depth　is　deeper　or　the　surro皿ding

soil　is　looser．
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3．3．3 AnaLysis　of　the　shield　excavation　aRong　a　curved　alignment

The　required　driving　forces　and　driving　moments　during　the　movement　along　a　curved　alignment

are　investigated　by　moving　the　shield　machine　forward　at　curves　of　50R，100R　and　200R．　Note

that　curves　at　50R　l　OOR　and　200R　mean　the　radii　ofthe　moving　curves　are　equal　to　50叫100

叫and　200叫respectively　A血er　each　step　of　shield　movement，　the　forces　acting　on　each　shield

node　are　summed　to　obtain　the　total　acting　force　and　moment．　They　imply　the　driving　force　and

the　driving　moment　which　should　be　generated　at　each　construction　step　in　order　to　contro1　the

machine　to　move　precisely　along　the　designated　curved　alignment．

Plots　fbr　the　required　thrust　moments　while　excavating　at　4　m　curves　fbr　each　cases　are　shown　in

Figure　3．16through　3．18．　Some　extremely　high　results　occur　with　the　starting　movement（about

O．1～0．2m）．　Howeveらthe　values　decrease　sharply　and　then　increase　gradually　to　become

constant　by　the　end　ofthe　calculation．　This　occurrence　shows　that　when　a　shield　is　changing廿om

astatic　stable　to　a　moving　state，　the　acting　fbrces　are　extremely　high．　For　the　above　reason，

precise　calculation　results　can　only　be　obtained　through　a　long　distance　analysis．　The　results

show　that　at　a　sharper　curved　movement　or　a　smaller　radius，　larger　driving　moments　are　required．

Next，　the　timst　moments　for　moVing　a　shield　along　a　50R　curve　at　each　excavation　depth　and　for

each　soil　type　are　summarized　in　Figures　3．19　and　3．20、　They　demonstrate　that　the　driving
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moment　depends　considerably　on　the　soil　type．　In　dense　sand，　a　more　driving　moment　is　required

than　in　loose　sand　along　the　same　moving　route．　On　the　contrary，　there　is　little　change　in　the

driving　moment　when　the　excavation　depth　is　varied，　especially　at　the丘rst　step　of　movement．
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Earth　ressure　actin　on　the　shield　machine　durin　excavation

The　stress　acting　on　the　skin　plate　of　a　shield　machine　excavating　in　medium　dense　sand　at　the

depth　of　3　D　is　discussed．　The　lateral　stress　levels　occurring　at　the　shield　plate　in　a　transverse

direction　along　the　excavation　distance　are　calculated．　The　results　of　50】il．，100R　and　200R

curves　are　plotted　in　Figures　3．21　through　3．23．　The　plots　fbr　the　stress　levels　of　the　skin　plate

after　moving　fbrward　4　m　are　shown　in　Figure　3．24．　The　results　show　that　when　the　point　moves

into　the　soil，　the　lateral　stress　increases　according　to　the　moving　distance．　On　the　other　hand，

when　the　point　moves　off　the　soi1，　and　thus，　it　is　detached廿om　the　soil，　the　acting　stress

decreases　to　zero．　At　the丘ont　and　the　rear　cross　sections　of　the　shield，　the　maXimum　pressure

acting　on　the　skin　plate　occurs．　The　results　also　show　that　with　a　more　sharply　curved　alignment，

the　machine　acts　due　to　the　greater　earth　pressure．　The　stress　distribution　at　the　face　ofthe　shield

machine　fbr　all　moving　cases　are　plotted　in　Figure　3．25．　They　show　that　the　maximum　lateral

pressure　acting　on　the　shield　machine，　when　it　moves　fonward　at　curves　of50】R．，100】K　and　200】疋

are　about　1．78，1．60，　and　1．44　times　the　initial　stress，　respectively．
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Figure　3．25　Lateral　pressure　acting　on　the　face　of　a　shield　machine

The　results　show　that　during　an　excavation　along　a　curved　alignment，　the　shield　machine　acts　due

to　the　additional　earth　pressure　depending　on　the　curved　radii．　It　can　be　thought　that，　when　the

machine　moves　along　a　curve，　the　parts　which　press　against　the　ground　act　due　to　the　passive

pressure，　while　the　parts　which　are　detached　from　the　ground　act　due　to　the　active　pressure．

Predictions　ofthe　additional　pressure　are　necessary　for　the　design　processes　of　shield　machines。

In　addition，　the　thickness　of　the　skin　plate　must　be　designed　to　support　the　additional　forces

which　occur　as　the　machine　moves　along　a　curved　alignment．

3．3．4 Analysis　of　the　shield　excavating　effects　on　underground　structures

In　this　section，　the　capability　ofthis　analysis　method　to　investigate　the　effects　ofshield　movement

on　nearby　underground　stnlctures　is　introduced．　Since　shield　tunneling　is　widely　used　in　urban

areas，　it　is　usually　thought　that　the　shield　machine　has　to　pass　through　areas　where　underground

structures　already　exist．　As　shown　in　Figure　3．26，　when　a　machine　excavates　close　to　a　pile

group　fbundation，　the　surrounding　ground　becomes　stiffer　and　causes　additional　lateral　force　to

the　pile　group．　Ifthe　shield　machine　moves　too　close，　failure　of　the　nearby　structures　may　occur．

The　effects　of　both　shield　movement　and　the　distance　between　the　shield　and　the　nearby

structures　are　investigated　using　the　procedure　shown　in　Figure　3．27．　The　spaces　between　the

modeled　wall　and　the　shield　machine　used　in　this　analysis　are　O．5D，1．OD　and　1．5D．　The　geometry

of　the　finite　element　mesh　applied　in　this　analysis　is　shown　in　Figure　3．28．
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Figure　3．28　Geometry　of　fmite　element　mesh　f（）r　analyzing　the　effects　of　shield　excavation　on

underground　station

The　stress　distributions　ofevery　point　on　the　wall　face　at　the　level　ofthe　center　shield　are　shown

in　Figures　3．29　and　3．30．　They　show　that　there　are　few　changes　between　a　shield－wall　gap　of

l．OD　and　one　of　1．5D．　When　the　distance　is　reduced　to　O．5D，　however，　the　significantly　large

excess　stress　occurs．　Thus，　to　prevent　too　large　of　an　occurrence　of　stress，　the　distance　betWeen

the　shield　and　the　stmctUre　should　be　kept　at　larger　than　O．5D．　While　the　shield　machine　moves

forward，　it　causes　the　soil　between　the　shield　and　the　wall　to　become　stiffer．　The　soil　at　the

points　on　the　shield　face　are　stiffer　than　others，　and　that　causes　the　stress　at　the　points　far　away

from　the　edge　of　the　wall　to　be　1arger　than　these　near　the　edge．　Figure　3．31　shows　the　stress

distribution　along　the　vertical　line　at　the　edge　and　at　halfthe　moving　distance．　It　can　be　seen　that

the　maximum　forces　act　at　the　center　ofthe　shield　level　and　the　gradually　decrease　to　both　sides

ofthe　top　and　the　bottom　levels．

66



oo
盾序

1．30

1．25

1、20

1．15

1．10

1．05

1．　OO

Shield　Movement（m）

‡三事
Crovvn　5tiield　level

invert　stiCldlev¢1

　　9　o＞

Shield　mσvornent

Point　Number

（a）Distance　between　shield　and　wa11＝05D

o力

暑| ilii巨

1．01

1．00

［　　「．

：▼　「　．

　1

@‘
黶@　．　　．　　．　　．　　．

→

．「． ．．

P

Shield　Movement（m）

圭‡　
Cr｛rvn　shield　1evel

lnM　rt　stiCldlcv　1

　　Q
Shield　rnσvmmt

Point　Number

（b）Distance　between　shield　and　wall＝LOD

oo
諸T

1．014
F「”T”“”T「

1・・，iL

　　　L
1．008ト

1…5
m

1・oo2卜

0．999

「T

ト．δ／w 戟w．』1．』’…－

E…
P・・∴・・．．・…・．．－1．・・一・…

ﾋ　　　：　　　：　　　　　　　　　　　　、

g．、一．．：一……『∴・－1・ ．＿」

l　　　　　　　　　　　　　　　　　　　I 1　　　　　　　　　　　　　　．　　）

Shield　Movement（m）

‡‡　

Crovvn　shield　1cvel

lnvr　rt　stiCldleve1

　　⇒
Shield　mσvement

Point　Nurnber

（c）Distance　between　shield　and　wall＝1．5D

Figure　3．29　Lateral　stress　of　wa11　face　at　the　level　of　center　shield

67



　　　　　1．25
　　8
　　2
　　あ　1．20

　　ヨ

1：：1：　　　　　霊蒜㌫蒜）

§1・・5＿＿＿＿≡…ゴ曇
　　3　1．00

　　　　　　　　　　　　　　Point　Numb釘

（a）At　the　level　ofthe　crown　of　a　shield　machine

　　　　1．30
　　器

　8　1．25
Sli　1．20

ξ1．15　　　蒜㌫蒜）
　　口う

10

O5

O0

　　　　　　　　　　　　　　Point　Number

（b）At　the　level　ofthe　center　of　a　shield　machine

l：：1：　1］J’7
：昌

　　　　1」5　　　　　　　　　　　　　　　　　　DiStance　between　ξ

菖1．10　　　　　　Shield　and　wall（m）
o◎

齡bo罵口

1．05

　　　　　　　　　Point　Number

（c）At　the　level　of　the　invert　of　a　shield　machine

Figure　3．30　Lateral　stress　of　wall　face　at　each　level

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　68

Crown　slicld　level

1：tvert　shiCld　level

　　⇒
Shield　mσven｝ent

Cr⊂㎜shidd　level

ltTvelt　shield　level

　　⇒
Shield　rrσVUtlent

Crcrwn　shi　Cld　levcl

Ittvert　shieldlevel

　　⇒
S阯eld㎜㎝㎝t



　　切　1．20
　　ゆ
菖1．15．．i．．．，i－．．．．1．．i．．……．．

：旨　　　　、　：　：　：

冒1’10　’i今、’…．＾”1’”『

　E2　　　1．05　　　　　’　　　．．．．．　．．，，．∴　　　
r、

11．・・．．．i．．1．．k：…．，、∵．1．」I

　　　　　　　　　　　　　　Point　Number

（a）At　the　edge　of　the　wa11

　　詔　1．25一［一

　〇力

Shield　Mbvement（m）

一一
怦鼈黷P．5

一1－－1．8
→

一→一一2．1
一「←－2．4
一→一一2．7

一一Z一一3．0

弓S＿一，（m）

．］＝‡＝Ii9

非≡li

（kOwn　SliiCldlcvel

Invert　ghidd　levd

　　　・，ia＞

Shiddmov㎝n㎝l

Crown　Shield　lcvel

lnvert　shidd　lcvCl

　　9＞
Shield　rnovemCt　t

（b）At　the　half　length　ofthe　shield　movement　distance

Figure　3．31　Lateral　stress　ofwall　face　at　the　distance　between　shield　and　wal1＝05D

69



3．4　　Driving　control　of　shield　machines

In　this　chapter，　the　methods　fbr　applying　the　developed　finite　element　program　to　the　driving

control　of　shield　machines　are　introduced．　The　proposed　methods　are　applied　to　an　analysis　of

shield　tunneling　work　in　Kyoto　City．　Finally，　comparisons　between　the　calculated　results　and　the

measured　data　are　demonstrated　and　discussed．

3．4．l　　Application　of　the　analysis　techniques　to　the　driving　control　of　shield　machines

The　tem“automatic　driving　control　method”refers　to　a　method　that　can　determine　the　required

driVing　forces　and　driving　moments　for　moving　a　shield　machine　along　a　designated　route　in　real

time　during　construction．　According　to　the　simulation　method　described　above，　a　flowchart　of

the　calculation　procedure　for　calculating　the　thrust　forces　and　moments　is　shown　in　Figure　3．32．

Step　2：Calculate　total　resistance　force　by

　　　varying　the　reduction　faCtor

S缶P3・C6mp訂C嚇血m・怒…㎝t伽頷d
ch・・se血e　m・“・PP・・輌e　r・d・di・口d・・

1」叶

Same

Figure　3．32　Flowchart　ofthe　driving　control　method　for　shield　machines

Simulate　the　shield　tunneling　using　a　three－dimensional　finite　element　model　with　the　following

remesh　procedure．

①Calculate　the　total　resistance　force　in　the　first　step　of　excavation　by　varying　the　reduction

　　　factor　of　the　interface　and　the　excavated　elements．

②Compare　the　calculated　total　resistance　force　with　the　measured　total　jack　force．　Then，

　　　choose　a　reduction硲ctor　that　gives　the　results　according　to　the　measurement　data丘om　the

　　　eXCaVat10n　SlteS．
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③Use　the　chosen　parameters　as　the　input　parameters　fbr　the丘nite　element　program　to

　　　calculate　the　required　driving　fbrces　and　driving　moments　of　the　shield　machine　at　the　next

　　　step　of　excavation　along　the　designated　route・

④Compare　the　calculated　results　with　the　measured　data　after　each　step　of　shield　machine

　　　movement．　Then，　check　the　value　of　the　reduction　factor　to　see　whether　or　not　it　must　be

　　　changed．　Ifthe　reduction　factors　must　be　changed，　repeat　Step②．　lfthe　results　still　coincide

　　　with　the　measurement　data，　continue　Step④．

For　cases　in　which　the　shield　machine　passes　through　different　ground　types，　the　finite　element

mesh　and　the　properties　of　the　ground　elements　must　be　changed．　For　any　particular　gro皿d

materia1，　the　input　material　parameters　should　be　changed　according　to　the　values　obtained　from

the　soil　tests．　Then，　the　back－analysis　procedure　must　be　carried　out　again　from　Step①to

determine　the　reduction　factor　ofthe　new　soil　stratum．　However，　the　process　ofre－estimating　the

value　ofthe　reduction　factor　can　be　eliminated　by　correlating　it　with　the　type　of　ground　and　the

type　of　machine．　Such　correlations　can　be　detemined　by　collecting　the　data　from　various

construction　pr（）jects．　The　correlations　between　the　reduction　factor　and　the　type　of　soil　and　the

reduction　factor　and　the　shield　mach▲ne　are　scheduled　for　investigation　in　a　fUture　study．

3．4．2 Application　of　the　analysis　techniques　to　a　the　shield　tunneling　project

To　verifシthe　reliability　ofthis　simulation　mode1，　a　tunneling　project　excavated　by　a　slurry　shield

in　a　gravel　ground　is　simulated．　The　details　ofthe　shield　machine，　the　excavation　conditions，　and

the　ground　properties　ofthe　pr（）ject　are　shown　in　Table　3．3．　Figure　3．33　presents　an　outline　of

the　excavation　site　and　soil　strata．　The　analysis　mesh　is　shown　in　Figure　3．34．　The　variation　in

total　resistance　fbrce　against　the　reduction　factor（n）is　shown　in　Figure　3・35・The　average　jack

force　f㌃om　the　measured　data　at　the　first　4　m　of　the　straight　excavation　is　7，140　kN．　Compared

with　the　calculated　values，　the　result　obtained　using　a　reduction　value　of　80，　is　the　closest　at

8，600kN．　This　result　is　used　again　to　analyze　the　required　driving　fbrces　and　driving　moments

along　a　distance　of　8　m　at　a　curved　alignment　of　200R．
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Figure　3．33　Excavation　route　and　soil　profile　ofthe　shield　tunneling　pr（）ject　in　Kyoto　C　ity

Table　3．3　Ground　properties　used　for　simulating　the　shield　tunneling　pr（）j　ect

Soil　type
Top　soil

@　B

Grave1＋
唐≠獅п@As

Gravel

c1
Shale　rock

@　Sh1

Shale　rock

@　Sh2

SPT／V　value 9 36 55 45 over　60

Specific　gravity　γゴ

汲m！m3
19 19 20 20 20

Young　modulus　E
汲m／m2 3，600 14，400 33，780 100，000 100，000

Poisson　ratioγ 0．30 0．35 0．40 0．45 0．45

Cohesion　strengdl　c
買ﾏm2

0 0 0 0 0

Frictional　angleφ 27 38 44 15 15
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1．26m

2．40m

D＝
5．24m

　　　　　　　　　　　　　　　　　L＝6．18m

Figure　3．34　Simulation　mesh　of　the　tunneling　project

The　distribution　of　resistance　fbrces，　namely，　sk㎞fhction，　ear由pressure，　and　total　resistamce，

are　plo廿ed　in　Figure　3．36．　The　tota1　resistance　force，　skin　friction，　and　earth　pressure　are　about

8，710kN，7，480　kN（86％）and　1，230　kN（14％），　respectively．　A　comparison　ofthe　thrust　fbrces

from　the　calculation　and　those　fそom　the　measurements　are　shown　in　Figure　3．37．　The　average

measurement　j　ack　fbrce　is　8，040　kN　and　the　data　scatter　is　about　40～70％丘om　the　average

value．　The　calculated　data　is　greater　than　the　average　value　of　the　measured　data　by　about　670

kN　or　8．3％．　A　comparison　of　the　thrust　moments　is　also　shown　in　Figure　3．38．　The　calculated

results　increase　and　become　constant　at　1，180　kN．m　after　moving　about　6　m．　The　field　data

increase　in　the　same　way　until　7　m，　and　then　they　decrease　sharply　to　5，750　kN．m．　These

comparisons　express　the　fact　that　the　calculated　results　are　slightly　higher　than　the　field　data　for

both　drivhlg　fbrces　and　driving　moments．　This　may　be　caused　by　the　effects　of　the　overcutter

and／or　the　articulated　jacks　that　were　employed　in　the　real　excavation・ApPlying　an　overcutter

and　articulated　jacks　reduces　the　amo1mt　of　acting　fbrces　on　the　machine・Thus，　the　actually

requ口ed　driving　fbrces　and　driving　moments　tend　to　be　lower　than　the　calculated　results　which

model　the　shield　machine　as　a　rigid　cylinder．
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3．5 Conclusion

From　this　study，　it　has　been　shown　that　the　excavation　processes　of　a　shield　machine　can　be

simulated　by　remeshing　the　finite　element　mesh　at　every　small　advancement　of　the　shield．　The

specially　defined　elements，　namely，　the　excavated，　the　inte血ce，　and　the　elongation　elements，　can

be　used　to　model　the　shield－soil　interaction　behavior．　The　properties　of　the　excavated　and　the

interface　elements　can　be　simply　assumed　as　the　proportion　of　Young’s　modulus　to　the　intemal

缶ction　angle　of　the　surrounding　soil．　The　reduction　factor　is　used　to　express　this　relation・A

reduction　factor　can　be　evaluated　by　a　back　analysis丘om　the　measurement　data　in　the丘rst　step

ofthe　excavation．

The　timst　forces　that　should　be　generated　to　drive　the　machine　can　be　calculated　by　totaling　the

acting　fbrces　on　the　shield　nodes．　The　thnlst　moments　which　program　the　machine　to　move　along

the　designated　curve　can　be　calculated　by　summing　the　products　of　the　nodal　fbrces　and　the

distance丘om　the　central　point　of　the　machine．　From　the　calculation　results　of　the　experimental

problems，　it　is　clarified　that　the　skin　fhction　is　a　large　portion　of　the　total　resistance　fbrce

compared　with　the　earth　pressure　at　the　face．　Larger　driving　fbrces　and　driving　moments　are

required　along　curved　alignments　to　control　the　machine　to　move　along　sharper　curves．　When

considering　the　earth　pressure　acting　on　the　skin　plate　of　the　shield　machine，　the　pressure

increases　according　to　its　moving　distance　into　the　soi1．
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This　analysis　program　can　also　be　applied　to　investigate　the　effects　of　shield　excavating　on　nearby

underground　structures．　The　excessive　earth　pressure　acting　on　underground　structures　can　be

controlled　by　limiting　the　distance　between　the　machine　and　the　structure、

The　idea　of　an　automatic　driving　control　method　for　shield　machines　has　been　introduced　by

utilizing　the　proposed　simulation　model　ofthe　shield　excavation　processes．　ln　addition　to　ground

properties，　the　reduction　factor　should　be　evaluated　carefUlly　in　order　to　obtain　accurate　results・

The　reduction　factor　is　thought　to　correlate　to　the　ground　and　the　machine　types．　Continuous

research　will　be　conducted　in　order　to　realize　the　idea　of　automatic　control　systems　fbr　shield

machines．

Comparisons　between　the　calculated　and　the　measured　data　show　that　the　required　driving　fbrces

and　the　driving　moments　calculated　f｝om　the　proposed　method　are　slightly　greater　than　those　of

the　actual　data丘om　the　excavation　field．　Therefbre，　it　can　be　thought　that　simulations　of　the

overcutter　and　the　articulated　jacks　are　necessary　for　obtaining　more　accurate　results・

76



Chapter　4

EXPERIMENTAL　STUI）Y　ON　FLAT－SHAPEI）SEGMENTAL

　　　　　　　　　　　LIININGS　IN　THE　S皿D　TUNNELING　METHOD

4．1 Introduction

1・thi・ch・pt・・，　th・mech・㎡cal　b・h・vi…f・・nunif・rm・fl・t－sh・p・d・lini・g・i・inv・・tig・t・d　with

two　sets　of　experimental　model　tests、　The　first　are　the　model　loading　tests　under　l　g　and　the

second　are　the　second　is　two－way　loading　tests．

4．2 Model　loading　tests

The　mechanical　behavior　of　nonuniform　flat－shaped　linings　is　investigated　in　this　section．　A

small－scale　device　fbr　loading　the　model　linings　under　plane－strain　conditions　has　been　developed．

Model　tests　on　model　linings　under　gravity　loads　are　carried　out．　Three　types　of　tumel　shapes，

namely，　circular，　elliptical　and　horseshoe　are　addressed　in　this　study．　The　effects　of　thickness

pattems　are　investigated　by　testing　the　non皿iform－thickness　lining　for　each　type　of　elliptical　and

horseshoe－shaped　tunneL

The　strain　generated　at　each　loading　step　is　measured　and　the　member　fbrces，　the　axial　fbrces，

and　the　bending　moments　are　calculated．　The　mechanical　behavior　and　the　stability　ofthe　tunnel

linings　are　compared　and　evaluated　with　these　three　values，　namely，　strain，　axial　fbrce，　and

bending　moment．

In　this　chapter，　two　groups　oftests　on　tunnel　linings　are　reported．　The　first　group　oftests　is　done

on　the　circular　and　the　elliptical　tunnels．　The　effects　ofthe　tunnel　shape，　the　elliptic　ratio，　and　the

thickness　pattern　are　demonstrated　and　discussed．　The　second　group　of　tests　is　done　on　the

horseshoe－shaped　tumels．　As　will　be　presented　in　this　chapter，　the　eMciency　of　increasing　the

stability　of　the　tunnel　linings　by　varying　the　lining　thickness　is　demonstrated　and　discussed．
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4．2．1　Experimental　apParatus，　te⑨伽g　Procedure，　and　model　lining

The　laboratory　testing　apParatUs　used　in　this　study　is　shown　in　Figu　re　4・1．　The　soil　chamber　is

made　of　steel，　but　a　glass　plate　is　installed　in　the　front．

日日OO卜

Soil　chamber

⊥．

mmO10血叩D

　］ーー」

ー

11so吻

700mm

Figure　4．1　Laboratory　testing　apparatUs　for　the　model　loading　tests

Table　4．1　Properties　of　the　sand　and　the　model　ground　used　in　the　model　loading　tests

Material　name No．6silica　sand

Secific　wei　ht 2．63

Maximum　void　ratio 1．03

Mnim㎜void　ratio 0．64

D60 310μm
Dlo 120μm
Unifbmi 2．58

Densi 1467km　，

Relative　densi 59．6％

Frictional　angle 36°
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Table　4．2　Properties　of　the　Styrofoam　and　the　model　lining　used　in　the　model　loading　tests

Material　name Pol　st　ene　R）am

Densit 30k　m3

Com　ressive　stren　h 0．273MPa
Elastic　modulus 15．240MPa
Poisson’sratio 0．01

The　model　lining　is　set　at　the，　position　shown　in　the　Figure　4．1．　A血er　that，　the　soil　chamber　is

filled　up　With　dry　silica　sand．　For　these　tests，　No．6silica　sand　is　used　to　produce　the　experimental

ground　materia1　and　the　model　lining　is　made　from　polystyrene　foam（Styrofbam），　whose　trade

name　is　Kanelite　fbam　type　F　III（Kaneka　Corporation）．　The　properties　of　the　sand　and　the

Styrofbam　are　shown　in　Tables　4．1　and　4．2，　respectively．

The　tests　are　carried　out　on　fbur　types　of　tunnel　shape，　namely，　circular，　elliptical（With　elliptic

ratio　of　75％and　50％），　and　horseshoe．　The　size　and　the　shape　of　the　model　linings　are　shown　in

Figure　4．2　and　4．3．　As　shown　in　the　figures，　the　inner　shape　and　the　area　of　the　tumel　lining　fbr

each　tunnel　type　are　the　same、　Only　the　outer　shape　is　changed　for　investigating　the　effects　ofthe

thic㎞ess　pattem　This　is　based　on　the　concept　that　ordinarily　the　inner　shape　of　a　tunnel　is

determined　by　such　architectural　conditions　as　the　number　of　road　lanes，　the　lane　width，　the

ventilation　equipment，　etc．　The　same　imer　shape　means　the　same　utilization　capacity　of　the

tunnel　and　the　same　tunnel　area　means　the　same　cost　for　constructing　the　tunnel　lining．

To　measure　the　member　fbrces　generated　on　the　tunnel　lining　after　loading，　a　total　of　sixteen

strain　gauges　are　symmetrically　attached　at　the　following　positions：0°（crown），45°，90°（spring

line），135°，　and　l　80°（invert），　on　both　outer　and　inner　sides　of　the　lining　surface，　as　shown　in

Figure　4．4．
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Figure　4．2　Model　lining　of　the　circular　and　the　elliptical　tunnels　in　the　model　loading　tests
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　　　　　Pattern－3　　　　　　　　　　Pattem4

Figure　4．3　Model　lining　of　the　horseshoe－shaped　tumel　in　the　model　loading　tests
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二

Figure　4．4　Positions　of　the　strain　gauges　in　the　model　loading　tests

The　sand　is　filled　up　to　the　designated　heights，　namely，0．50B，0．75B，　and　1．OB　above　the　tunnel

crown，　where　B　is　the　imer　width　of　the　tumel　model，　and　the　soil　surface　is　leveled．　Then，　the

circumferential　strain　levels　generated　at　the　lining　surface　are　measured．　The　aXial　force　and　the

bending　moment　of　each　1ming　section　are　calculated　from　the　following　equations：

　　　　　　（s、＋ε。）

ノV＝E4
2

（4－1）

M．2旦（e，－e・）

t 2
（4－2）

where～V＝the　aXial　fbrce，ルf＝the　bending　moment，　Eニthe　elastic　modulus，　A＝the

cross－sectional　area，1ニthe　moment　of　inertia，　t＝the　tunnel　thickness，εi＝the　strain　generated

at　the　inner　surface（imer　strain），　andε。＝the　strain　generated　at　the　outer　surface（outer　strain）．

Note　that　the　minus　sign　in　the　strain　means　compressive　strain．

4．2．2 Material　testing

Styrofoam　is　used　as　the　lining　material　in　this　study　because　it　can　be　simply　and　manually　cut　to

any　shape．　However，　it　has　never　been　used　in　any　model　tests　befbre；therefbre，　the　tests　to

detemine　its　properties，　namely，　Young’s　modulus　and　the　compressive　strength，　are　required．

Unconfined　compression　tests　are　caπied　out　on　the　cylindrical　Styrofoam　specimen，　which　is　50

mm　in　diameter　and　100　mm　in　length．　The　results　are　summarized　in　Table　4．麺d

demonstrated　in　Figures　4．5（a）and（b）．　These　figures　show　that　the　strain　levels　f「om　the　strain

gauges　are　different　from．　the　actual　strain　levels　calculated　f「om　the　displacement　of　the
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specimens．　From　Figure　4．5（b），　it　is　seen　that　the　actual　strain　levels　can　be　approximated　by

multiplying　the　values　from　the　strain　gauge　by　2．61．This　method　is　fUrther　used　to　calculate　the

actual　strain　levels　generated　on　the　surface　ofthe　tunnel　lining　in　the　neXt　section．
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Figure　4．5　Results　of　compression　tests　on　the　Styrofbam

4．2．3 Results　of　tests　on　the　e川p血anunnels

In　this　section，　the　test　results　of　the　circular　and　the　elliptical　model　linings　are　presented　and

discussed．　As　shown　in　Figure　4．2，　three　tumel　shapes　with　elliptic　ratio　of　50％，75％，　and

lOO％（circle）are　used，　where　the　elliptic　ratio　is　the　ratio　ofthe　width　to　the　height　ofthe　tunnel．

The　width　for　all　the　tunnel　shapes　is　the　same，　in　other　words，200　mm，　to　express　the　same

utilizable　capacity　ofthe　tunnel．　Moreover，　in　order　to　investigate　the　effects　ofvarying　the　lining

thickness　on　the　lining　stability，　three　patterns　of　thickness　are　used　for　the　tunnels　with　elliptic

ratios　of　50％and　75％．　For　each　tunnel　shape，　the　area　of　the　tunnel　lining　for　all　patterns　is　set

to　be　the　same．　The　tests　are　carried　out　on　seven　patterns　of　model　linings　at　cover　to　width

ratios（H／B）of　O．5，0．75，　and　LO．

一一Effectsofthetnnelshae

The　results　of　Pattern－1，　the　uniform　thickness，　of　the　tunnel　with　elliptic　ratios　of　50％，75％，

and　100％at　an　H／B　of　1．O　are　shown　in　Figures　4．6（a）～（d）．　The　results　show　that　when　the

tunnel　shape　becomes　flat，　the　aXial　force　decreases　as　the　bending　moment　increases．　Thus，　it
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can　be　concluded　that　for　the　circular　tunnel，　the　aXial　force　dominantly　supports　the　earth

pressure　acting　on　the　tunnel．　ln　the　case　ofthe　elliptical　tunnels，　the　bending　moment　dominantly

supports　the　tunnel．　From　the　results　of　the　circumferential　strain　generated　at　the　lining　surface，

the　strain　increases　when　the　tunllel　becomes　flat．　For　the　circular　tunnel，　no　remarkable　tensile

strain　is　generated，　while　in　the　case　ofthe　elliptical　tumels，　tensile　strain　is　remarkably　generated

particularly　at　the　inner　side　of　the　crovvn，　the　invert，　and　the　outside　of　the　spring　line、
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Figure　4．6　Test　results　ofthe皿iform　thickness　patterns　ofthe　circular　and　the　elliptical　tunnels

atH／B＝1．0

From　the　above　results，　there　is　no　doubt　that，　the　circular　tunnel　is　the　most　stable　shape　in　the

case　ofalining　with　unifbm　thickness．　For　the　elliptical　tunnels，　the　flatter　the　tunnel　is，　the　less

stable　the　tunnel　becomes．
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Figures　4．7（a）～（d）and　Figures　4．8（a）～（d）show　the　comparison　results　among　three　thickness

patterns　fbr　tunnels　With　elliptic　ratios　of　75％and　50％，　at　a　cover　to　depth　ratio　of　l・0・

respectively．　For　both　tumel　shapes，　the　compressive　aXia1　forces　generated　on　Pattern－l　are　the

smallest　values　compared　with　the　other　pattems．　On　the　other　hand，　the　maximum　bending

moments　generated　on　Pattem－2　are　the　smallest　values．　Pattern－3　is　obviously　the　least　stable

pattem　in　view　of　both　section　forces．　From　the　results　of　the　tensile　strain，　the　strain　levels

generated　at　the　lining　surface　of　Pattem－2　are　the　smallest　values，　particularly　at　the　lnner

surface　of　the　tunnel　crown　and　the　outer　surface　ofthe　spring　line　for　both　tunnel　shapes．
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Figure　4．8　Test　results　fbr　the　tumel　with　the　elliptic　ratio　of　50％at　H／B＝1．0

In　most　cases，　the　segmental　lining　of　shield　tunnels　is　made　of　reinforced　concrete．　This　is

because　concrete　structure　can　withstand　a　small　level　of　tensile　stress　compared　with

compressive　stress．　Tensile　strain，　generated　on　the　surface　of　the　tunnel　lining，　expresses　the

level　of　tensile　stress　in　the　same　way．　A　local　crack　at　the　surface　of　the　concrete　lining，

generated　by　tensile　stress，　can　cause　severe　damage　to　the　overall　structure．　Moreover，　in　the

design　process　ofthe　tunnel　lining，　the　aXial　force，　and　the　bending　moment　at　each　tunnel　section

are　combined　to　calculate　the　stress　level　at　the　tunnel　surface．　The　stress　level　at　the　lining

surface　is　used　to　determine　the　tunnel　section　and　the　amount　of　reinforced　steel．　For　these

reasons，　the　stability　is　evaluated　in　this　study　by　the　stress　level　or　the　strain　level　at　the　lining

surface．　Thus，　the　most　stable　thickness　pattern　should　be　the　thickness　pattern　which　causes　a

㎡nimum　level　oftensile　strain．
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Figures　4．9（a）and（b）show　that　the　tensile　strain　occuning　at　the　tunnel　crown　is　larger　than

that　of　the　spring　line　for　al1　thickness　patterns　and　tu’nnel　depths。　In　the　case　of　the　elliptical

tunnels，　it　is　seen　from　these　results　that　the　stress　occurring　at　the　tunne1　crown　is　the　most

serious　value．　Comparing　the　tensile　strain　at　the　tunnel　crown　for　al1　thickness　patterns，　the

tensile　strain　levels　ofthe　thickness　Pattern－2　are　significantly　lower　than　those　of　the　other　two

pattems，　except　for　the　case　in　which　the　elliptic　ratio　is　75％at　the　cover　to　width　ratio　of　O．5．
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Figure　4．9　Plots　between　the　tensile　strain　and　the　cover　to　width　ratio　of　the　elliptical　tunnels

From　the　above　results，　Pattern－2，　which　is　thicker　at　the　spring　line　but　thinner　at　the　crown　and

the　invert　compared　with　the　uniform－thickness　pattem，　is　considered　to　be　the　most　stable

pattern　among　the　elliptical　tunnels、

4．2．4 Resu“s　of　tests　on　the　horseshoe－shaped　tunnels

In　this　section，　the　test　results　for　the　horseshoe－shaped　tumels，　shown　in　Figure　4．3，　are

demonstrated　and　discussed．　The　horseshoe　shape　is　created　f『om　two　ellipses　that　have　the　same

Width．　Four　thickness　patterns　are　used　in　this　test．　All　of　them　have　the　same　inner－sectional

shape　and　lining　area．　The　variation　in　the　thickness　pattern　is　designed　to　increase　the　thickness

at　the　spring　line．　Since　the　total　area　ofthe　1ming　must　be　constant，　the　thickness　at　the　crown　or

the　invert　is　reduced．　The　tests　are　carried　out　at　cover　to　width　ratios（H／B）of　O．5，　I　D，　and　15．

The　results　of　the　member　forces　and　the　strain，　at　a　cover　to　depth　ratio　of　l．0，　are　shown　in

Figures　4．10（a）～（d）．　Pattem－1（uniform　thickness）causes　minimum　aXial　forces．　At　the　invert，
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however，　the　tensile　axial　fbrce　is　generated．　For　the　maximum　bending　moment，　Pattem－l

shows　the　smallest　value．　However，　in　view　of　the　tensile　strain，　Pattems－2　and－4　cause

minimum　strain　levels　at　the　lining　surface　for　both　inner　and　outer　sides．
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F屯ure　4．10　Results　of　the　tests　on　the　horseshoe－shaped　tumel　at　H／Bニ1．0

From　the　plots　ofthe　tensile　strain　and　the　cover　to　width　ratios（H／B）of　all　patterns　in　Figures

4．11（a）～（d），it　is　obvious　that　the　tensile　strain　increases　with　an　increase　in　the　over　to　depth

ratio．　The　tensile　strain　level　at　the　spring　line　are　the　maximum　values　for　Patterns・・　1　and－4　while

the　tensile　strain　levels　at　invert　are　the　maXimum　values　for　Patterns－2　and－3．　For　thic㎞ess

Pattern－2・the　tensile　strain　levels　at　a　ll　positions，　namely，　the　crown，　the　invert，　and　the　spring

line　are　nearly　the　same．　It　shows　that　the　tensile　stress　level　of　Pattern－2　is　the　most　uniform　in

comparison　to　other　patterns．
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Figure　4．1　1　Plots　between　the　tensile　strain　and　the　cover　to　width　ratio　ofthe　horseshoe－shaped

tume1

Figure　4．12　shows　that　there　is　no　remarkable　difference　between　Patterns－2　and－4　until　H／Bニ

1．0，however，　when　H／B≧1．5，　Pattem－2　becomes　superior．　In　this　figure，　the　letters　above　the

bars　stand　fbr　the　position　where　the　maximum　tensile　strain　took　place，　in　order　words，1＝

invert，　S＝spring　line．　They　show　that　when　the　tumel　depth　is　shallow，　the　invert　is　at　the

severest　point，　but　when　the　tunnel　depth　deepens，　the　spring　line　becomes　the　critical　point

instead．
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From　the　view　of　tensile　strain，　therefore，　Pattems－2　and－4，　which　are　thicker　at　the　spring　line，

but　thinner　at　the　crown　compared　with　the　uniform－thickness　pattern，　are　the　most　stable

thickness　pattems．

4．2．5 Conclusion

The　results　of　the　model　loading　tests　show　that　the　member　fbrces　of　a　tunnel　lining　increase

when　the　overburden　depth　increases．　At　the　same　overburden　depth，　the　member　fbrces，

namely，　the　axial　fbrce　and　the　bending　moment，　generated　in　the　tumel　lining，　increase　as　the

tunnel　shape　becomes　flatter，　i．e．，　smaller　in　emptic　ratio．　For　the　circular　tumel，　the　axial　fbrce　is

the　main　supporting　fbrce　against　the　acting　earth　pressure．　On　the　contrary，　the　flat－shaped

tunnels　are　mainly　supported　by　the　bending　moment　at　the　spring　line．　ln　the　case　of　a　uniform

lining，　the　intensity　ofthe　member　fbrces，　namely，　the　axial　fbrce　and　the　bending　moment，　can　be

used　effectively　to　evaluate　the　stability　of　the　tunnel　lining．　However，　for　a　nonuniform　tunnel，

where　the　thickness　of　the　tunnel　lining　is　not　constant，　the　intensity　of　the　aXial　force　and　the

bending　moment　can　not　express　the　stability　ofthe　tumel　lining　clearly．　Thus，　the　intensity　ofthe

stress　or　the　strain　generated　at　the　lining　surface　is　directly　used　to　evaluate　the　stability　instead．

In　this　research，　the　stabmty　of　tumel　linings　is　evaluated　by　the　intensity　of　the　tensile　stress　at

the　surface　of　the　tunnel　lining．　A　lower　tensile　stress　means　a　more　stabile　tumel　lining．　The

tensile　stress　and　strain　normally　occur　at　the　inner　surface　of　the　tunnel　crown，　the　invert，　and

the　outer　surface　of　the　sp1Tng　line．　For　deep　overburden　depths，　the　tensile　stress　at　the　spring
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line　is　dominant．　For　the　same　tunnel　shape，　changes　in　the　thickness　pattern　cause　the　stability　of

the　tumel　lining　to　change．　The　thickness　pattern　for　which　the　thickness　is　thicker　at　the　spring

line　and　thinner　at　the　tumel　crown　and　the　invert，　is　the　most　stable　pattem．　This　shows　that　the

stability　ofa　tunnel　lining　can　be　improved　by　varying　the　thickness　pattern　and　not　increasing　the

overall　lining　area．

4．3 Two－way　loading　tests

As　proved　in　the　preVious　section　f㌃om　the　results　of　model　loading　tests　that　the　stability　of

flat－shaped　tumels　can　be　improved　by　varying　the　thickness　pattem　of　the　tunnel　linings．

However，　there　have　been　several　discussions　about　the　reliability　of　the　model　Ioading　tests

which　use　Styrofbam　as　the　lining　materiaL　The　stif61ess　level　of　Styrofbam　is　lower　than　the

surrounding　sand．　This　differs　f㌃om　a　real　construction　in　that　the　stiffiiess　of　a　concrete　lining　is

very　high　compared　with　the　surrounding　ground．　Moreover，　the　properties　of　Styrofoam，　fbr

which　that　has　Poisson’s　ratio　is　nearly　zero，　cause　many　comments　in　regards　to　the　testing

results．

In　order　to　investigate　the　mechanical　behavior　of　a　nonuniform　tunnel　lining　more　accurately，　a

two－way　loading　model　testing　device　under　plane　strain　conditions　has　been　developed．　The

two－way　loading　testing　device　is　used　to　investigate　the　mechanical　behavior　of　the　tunnel

linings　under　several　loading　pattems．　Two－way　loading　means　loading　in　the　directions　of　the

tunnel　crown　and　the　spring　line，　which　will　herein　be　referred　to　as　the　vertical　and　the　horizontal

directions，　respectively．　The　variation　in　the　ratio　ofhorizontal　load　to　vertical　load　expresses　the

coe伍cient　ofearth　pressure　at　rest（柘）ofthe　ground．　For　the　model　lining，　plaster　is　used　as　the

lining　material　because　it　has　nearly　the　same　properties　as　the　concrete　that　will　be　fUrther

described　in　the　next　section．

The　strain　generated　at　each　loading　step　is　measured，　and　the　member　fbrces，　namely，　the　axial

fbrce，　and　the　bending　moments　are　calculated．　The　laser　displacement　gauge　is　also　installed　and

used　to　measure　the　displacement　of　the　tumel　crown　and　the　spring　line．　The　mechanical

behavior　and　the　stability　of　the　tumel　lining　are　compared　and　evaluated丘om　the　standpoint　of

the　fbur　values，　namely，　strain，　axial　fbrce，　bending　moment，and　displacement．
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In　this　chapter，　two　types　of　tumel　lining　tests　are　reported．　The　first　group　is　done　on　the

circular　and　the　elliptical　tunnels．　The　effects　of　the　tunnel　shape，　the　elliptical　ratio，　and　the

thickness　pattem　are　demonstrated　and　discussed．　The　second　group　is　done　on　the

horseshoe－shaped　tunnels．　As　will　be　demonstrated　in　this　chapter，　the　e缶ciency　of　increasing

the　stability　of　the　tumel　lining　by　varying　the　lining　thic㎞ess　will　be　demonstrated　and

discussed．

4．3．1 Experimental　apparatus，　testing　procedure，　and　model　lining

Ex　erimental　a　aratuns　and　testin　rocedure

The　two－way　loading　model　testing　deVice　is　shown　in　Figure　4．13．　The　soil　chamber　is　mainly

made　of　stee1，　but　an　acrylic　plate　is　used　but　for　the　cover　plate，　to　reduce　the　surface】fi’iction

fbrce．　Four　air　pressure　cylinders　are　installed　to　load　the　surrounding　soil　through　the　movable

loading　plates．　The　pressure　levels　loaded　at　the　tunnel　crown　and　the　invert　are　the　same　values

which　are　called　the　vertical　direction．　The　level　of　pressure　loaded　at　the　left　and　the　right　spring

lines　have　the　same　values　are　called　the　horizontal　direction．　In　these　tests，　the　ratio　of　the

horizontal　pressure　to　the　vertical　pressure　is　thought　of　as　the　load　step．　Sponge　plates　are

installed　between　the　loading　plates　and　the　sand　to　make　the　pressure　distribution　to　sand

uniform．　Four　load　cells　are　installed　to　measure　the　amount　ofloading，　strain　gauges　are　used　to

measure　the　strains　generated　at　the　lining　surface　and　two　laser　displacement　gauges　are

installed　to　measure　the　displacement　of　the　tunnel　crown　and　the　spring　line．

The　model　lining　is　first　set　at　the　center　of　the　soil　chamber，　as　shown　in　Figure　4．14（a）．　Then，

the　soil　chamber　is田ed　to　the　top　with　sand，　as　seen　in　Figure　4．14（b）．　After　leveling　the　sand

surface，　the　cover　plate　is　placed　on　the　top，　as　shown　in　Fig．4．14（c）．　Finally，　the　soil　and　the

model　lining　are　loaded　by　four　cylinders，　and　the　strain　and　the　displacement　of　the　model　lining

are　measured　at　each　loading　step．
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Figure　4．13　Two－way　loading　model　testing　device

At　first，　the　soil　is　loaded　in　both　of　the　vertical　and　the　horizontal　directions　until　l　2　kPa　to

minimize　the　void　ration　and　to　compact　the　sand　to　dense　conditions．　From　the　pilot　tests，　the

results　show　that　the　pressure　does　not　transfer　to　the　model　lining　if　the　load　is　lower　than　12

kPa．　After　reaching　a　confined　pressure　of　l　2　kPa，　all　data　are　reset　at　zero．　Then，　the　pressure

increases　gradually　f㌃om　zero　to　60　kPa　for　the　vertical　direction　and　l　8　kPa　fbr　the　horizontal

direction　whose　the　lateral　pressure　ratio　equals　O．3．　This　pressure　level　is　the　starting　point　of

the　measuring．　Next，　only　the　horizontal　pressure　increases　gradually　and　the　measuring　is　done

when　the　increasing　step　equals　6　kPa．　The　measurement　is　done　until　the　horizontal　pressure

reaches　90　kPa　which　the　lateral　pressure　ratio　equals　1．5．　It　can　be　simply　summarized　that　the

tests　are　carried皿t丘om　a　lateral　pressure　ratio　O．3　to　L　5．
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（a）Setting　all　equipment

and　the　tUnnel　model

（b）Filling　sand

（c）Placing　the　cover　plate

and　then　loading

Figure　4．14Testing　procedure　ofthe　two－way　loading　tests
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In　this　test，　Toyoura　sand　is　used　to　produce　the　experimental　ground　and　the　model　lining　is

made丘om　a　mixture　of　plaster　and　water．　The　properties　of　the　Toyoura　sand　and　the　mixing

plaster　are　summarized　in　Tables　4．3　and　4．4，　respectively．

Table　4．3　Properties　of　the　sand　and　the　model　ground　in　the　two－way　loading　tests

Material　name To　oura　sand

Seci6cwei　ht 2．64

Avera　e　void　ratio 0．67

Ma）dmum　void　ratio 0．98

Minimum　void　ratio 0．61

D50 180μm
Unifbrmit 1．52

Densi 1，580km3
Relative　densit 84．8％

Fdctional　angle 38．5°

Table　4．4　Properties　of　the　model　lining　in　the　two－way　loading　tests

Material　name Plaster

Densit 802．63km3
Unconfined　com　ressive　stren　h 2．65MPa
Youn’s　modulus 1，933MPa
Poisson’s　ratio 0，218

The　tests　are　carried　out　on　fbur　types　oftunnel　shapes，　namely，　circular，　elliptical（with　elliptic

ratios　of75％and　50％），　and　horseshoe．　The　size　and　the　shape　ofthe　model　linings　are　shown　in

Figures　4．15　and　4．16．　As　shown　in　the　figures，　the　inner　shape　and　the　area　of　tumel　lining　fbr

each　tunnel　type　are　the　same．　Only　the　outer　shape　is　changed　in　order　to　investigate　the　effects

ofthe　thickness　pattern．　This　is　based　on　the　concept　that　ordinarily　the　inner　shape　of　a　tunnel　is

detemined　by　the　architectural　conditions．　The　same　imer　shape　means　the　same　utilization

capacity　of　the　tunne1，　and　the　same　tunnel　area　means　the　same　cost　for　constructing　the　tunnel

lining、
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In　this　model　test，　the　model　lining　is　simulated　as　the　1／1000fthe　real　tunnel　size；thus，　it　so　it

can　be　said　that　this　test　tries　to　investigate　the　behavior　ofthe　elliptical　tunnel　20　m　in　Width　and

the　horseshoe－shaped　tunnel　17．2　m　in　width．　The　thickness　of　the　uniform　tunnel　is　6　mm．　lt　is

determined　by　the　similitude　law　for　tunnel　structures　as　described　in　Appendix　A　to　model　a

concrete　lining　l．O　m　in　width．　The　nonuniform　thickness　patterns　are　detemined　from　the

optimal　shape　obtained　from　the　numerical　analysis，　as　will　be　fUrther　described　in　Chapter　5．
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Figure　4．15　Model　lining　of　the　circular　and　the　elliptical　tunnels　in　the　two－way　loading　tests
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Figure　4．16　Model　1ming　of　the　horseshoe－shaped　tunnel　in　the　two－way　loading　tests
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Figure　4．16　Model　lining　of　the　horseshoe－shaped　tunnel　in　the　two－way　loading　tests

To　measure　the　member　forces　generated　on　the　tunnel　lining　after　loading，　twenty－fbur　strain

gauges　are　symmetrjcally　attached　at　the　fbllowing　positions：0° icro㎜），30°，60°，90°

（spring　line），120°　，150°　，　and　180°　（invert），　on　both　outer　and　inner　sides　of　the　lining

surface，　as　shown　in　Figure　4．17．　For　each　loading　step，　the　circumferential　strain　levels

generated　at　the　lining　surface　and　the　displacements　ofthe　tunnel　crown　and　the　spring　line　are

measured．　The　axial　force　and　the　bending　moment　ofeach　lining　section　are　calculated　from

the］Equations　4－1　and　4－2．

MOdel　lining

Spring＿90。

1ine

一120°

A

／』

Crown

　O°

180°

Invert

30・／一　St「・i・・9・・g・

　120°

Outer

surface

Spring

line

Figure　4．17Positions　of　the　strain　gauges　in　the　two－way　loading　tests

Figure　4．18　Styrofoam　mold　of　the　model　lining
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4．3．2 Material　testing

The　model　lining　is　made　by　miXing　plaster　material　with　water　at　a　ratio　of　1．0：1．1fbr　plaster：

water．　The　mixed　plaster　is　poured　into　the　Styrofoam　mold，　as　shown　Figure　4．18．　Then，　the

water　is　completely　dehydrated　f「om　the　plaster　over　fbrty－eight　hours．　The　unconfined

compression　tests　are　carried　out　to　detemine　the　properties　ofthe　miXing　plaster．　The　results　of

eight　cylindrical　specimens，100　mm　in　length　and　50　mm　in　diameter，　are　shown　in　Figures

4．19（a）and（b）．　The　testing　r曾sults　are　summarized　again　in　Table　3．5．　The　average　results　are

fUrther　used　to　calculate　the　member　forces　in　the　lining　section　after　loading．
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Figure　4．19　Compression　test　results　for　the　mixed　plaster　material

Table　4．5　Compression　test　results　of　the　mixed　plaster　material

Secimen Com　ressivestren　h　M　a Elastic　modulus　M　a Poisson’sratio

1 1．97 1774 0，241

2 3．03 2009 0，224

3 3．00 1950 0，215

4 3．09 2029 0，226

5 3．11 1901 0，201

6 2．06 1960 0，188

7 2．91 1950 0，223

8 2．08 1891 0，224

Avera　e 2．65 1933 0，218
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4．3．3 Resu“s　of　tests　on　the　elliptical　tunnels

In　this　section，　the　results　oftests　on　the　circular　and　the　elliptical　model　linings　are　presented　and

discussed．　As　shown　in　Figure　4．15，　three　tunnel　shapes，　namely，　elliptical　tunnels　With　elliptic

ratios　of　50％，75％，　and　100％（circle）are　tested．　For　the　tunnels　with　emptic　ratios　of　50％and

75％，two　thickness，　uniform　and　nonunifo叫are　considered．　Two　laser　displacement　gauges

are　installed　to　measure　the　displacement　of　the　tunnel　crown　and　the　spring　line　for　the　circular

tunnel　and　for　the　elliptical　tunnel　with　the　elliptic　ratio　of　75％tumels．　Due　to　the　limitation　of

instaning　space，　only　one　laser　displacement　gauge　is　installed　to　measure　the　tumel　crown

movement　for　the　tunnel　With　the　elliptic　ratio　of　50％．　The　data　are　collected　from　the　lateral

pressure　ratio　of　O．3　to　l．5．

The　results　ofthe　uniform　patterns　for　the　elliptical　tunnels　With　elliptic　ratios　of　50％，75％，　and

lOO％，　when　the　lateral　pressure　ratio（PH／Pv）equals　O．5，　are　shown　in　Figures　4．20（a）～（d）．　The

bending　moment，　especially　at　the　spring　line，　becomes　dominant　when　the　tunnel　becomes　flatter，

while　the　axial　fbrces　decrease　when　the　elliptic　ratio　decreases．　It　is　obvious　that　the　bending

moment　plays　the　main　role　in　supporting　the　acting　earth　pressure　in　the　case　of　nat－shaped

tunnels．　Considering　the　circumferential　strain　generated　along　the　lining　surface，　the　tensile

strain　levels　at　the　inner　sur飴ce　of　the　tumel　crown　and　at　the　outer　sur飴ce　of　the　spdng　line

become　significantly　higher　as　the　tunnel　becomes　flatter．　The　distributions　of　strain　fbr　the

circular　tunnel　are　the　most　unifbm．　This　means　that　the　stress　level　along　the　tunnel　section　is

nearly　uniform．　There　is　no　doubt　that　the　circular　shape　is　the　most　stable　shape　and　that　the

stability　ofthe　tumel　lining　decreases　as　the　tunnel　lining　becomes　natter．
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Figure　4．20　Test　results　for　the　uniform　thickness　patterns　of　the　circular　and　the　elliptical

tunnels　at　PH／pv＝0．5

Figures　4．21（a）一（d）and　Figures　4．22（a）一（d）show　the　comparison　results　between　the　uniform

and　the　nonuniform　thickness　patterns　for　tunnel　With　elliptic　ratios　of　75％and　50％at　a　PH／Pv

of　O5，　respectively．　For　the　tumel　with　the　elliptic　ratio　of　75％，　the　axial　fbrce　of　the

nonuni飴m　tulmel　is　remarkably　smaller　than　the　uni品m　one、　The　maximum　bending　moment

of　the　uniform　pattern　occurred　at　the　tunnel　crown，　while　the　nonunifbm　pattem，　the　bending

moment，　becomes　the　largest　at　the　spring　line．　From　the　view　point　of　circumfbrential　strain，

there　is　no　significant　difference　for　the　outer　strain．　However，　when　considering　the　inner　strain，

the　strain　levels　of　the　nonunifbrm　tumel　are　lower　than，　those　of　the　unifbm　tumel　at　all

sections．　In　the　case　ofthe　tunnel　with　the　elliptic　ratio　of50％，　the　axial　fbrces　occurring　in　both

patterns　do　not　significantly　differ．　For　the　bending　moment，　the　positions　where　the　maximum

moment　occuπed　are　the　same　as　fbr　the　tumel　with　the　elhptic　ratio　of　75％．　It　can　be　concluded

that　fbr　the　nonunifbrm　tunne1，　the　moment　at　the　spring　line　is　dominant　part　in　supporting　the

tumeL　From　the　strain　results，　the　nonunifbm　pa廿em　shows　remarkable　ef日ciency　in　reducing

the　amount　of　strain，　of　both　the　outer　and　the　imer　sur食ces、
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Figure　4．21　Test　results　for　the　tunnel　with　the　elliptic　ratio　of　75％at　PH／Pv＝0．5
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Figure　4．22　Test　results　for　the　tunnel　with　the　elliptic　ratio　of　50％at　pHIPv＝0．5

As　mentioned　in　the　previous　section，　it　is　di伍cult　to　compare　the　stability　of　uniform　and

nonuniform　linings　by　the　member　forces，　namely，　aXial　force　and　the　bending　moment．　It　is

simpler　and　more　practical　to　evaluate　the　stability　directly　fテom　the　measured　circumferential

strain　levels．　For　a　concrete　structure，　the　occurrence　of　tensile　strain　is　severe　and　can　develop

into　a　local　crack．　Based　on　this　concept，　the　nonuniform　pattern　shows　remarkable　eMciency　in

improving　the　stability　ofthe　tunnel　lining、

The　plots　between　the　tensile　strain　and　the　lateral　pressure　ratio（PH／Pv）ofthe　elliptical　tumels

are　shown　in　Figures　4．23（a）～（b）．　They　show　that　when　the　lateral　pressure　ratio　increases，　the

tensile　strain　decreases．　It　can　be　concluded　that　the　horizontal　pressure　has　the　important　role　of

supponing　the　tunnel．　Thus　there　is　no　doubt　that　the　tunnel　lining　becomes　more　stable　when　the

horizontal　pressure　increases、　For　the　tumel　with　the　elliptic　ratio　of75％，　the　tensile　strain　levels

occuning　at　the　tunnel　crown　are　the　maXimum　values，　while　the　tunnel　With　the　elliptic　ratio　of

50％shows　the　most　severe　positions　at　the　spring　line．　The　tensile　strain　levels　at　the　outer

surface　ofthe　spring　line　grow　larger　and　more　severe　as　the　tunnel　becomes　flatter．　For　all　cases

ofthe　lateral　pressure　ratio，　the　tensile　strain　levels　occurring　in　the　nonuniform　lining　are　smaller

than　those　in　the　uniform　one．　The　results　prove　that　the　nonuniform　lining，　i．e．，　the　optimal

shape，　has　the　eMciency　to　improve　the　stability　of　the　tunnel　lining　in　a　ll　lateral　pressure　ratio

cases．
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Figure　4．23　Plots　between　the　tensile　strain　and　the　lateral　pressure　ratio　of　the　elliptica1　tunnels

From　the　plots　ofdisplacement　in　Figure　4．24，　it　is　obvious　that　the　displacement　increases　as　the

tunnel　becomes　flatter．　When　the　lateral　pressure　ratio　increases，　the　displacement　decreases．

These　results　support　all　the　conclusions　mentioned　in　the　previous　sections．　The　crown

displacements　of　the　nonunifomi　pattern　are　generally　smaller　than　those　of　the　uniform　pattern．

From　Figure　4．25，　in　the　case　of　the　tunnel　with　the　elliptic　ratio　75％，　both　the　crown　and　the

spring　line　displacements　can　be　reduced　using　the　nonuniform　lining．　Thus，　it　can　be　concluded

from　the　above　results　that　the　stability　of　the　nonuniform　lining　has　the　eMciency　to　improve　the

stability　of　the　tunnel　lining．　At　the　same　pressure　leve1，　the　nonuniform　tunnel　deformed　on　a

smaller　sca　le　in　comparison　to　the　uniform　one．
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F輌gure　4．24　Displacement　of　the　tunnel　crown　for　the　elliptical　tunnels
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Figure　4．25　Displacement　of　the　tunnel　with　the　elliptic　ratio　of　75％

4．3．4 Results　of　tests　on　the　horseho÷⑨haped　tunnel

In　this　part，　the　results　of　tests　on　the　horseshoe－shaped　tunnel，　shown　in　Figure　4．16，　are

reported　and　discussed．　In　this　study，　the　horseshoe　shape　is　created　f㌃om　two　ellipses，　upper　and

lower　parts，　that　have　the　same　width．　The　imer　size　is　designated　to　model　the｝五rakata　tume1

（Sakayama　et　aL，2001）where　the　lining　thickness　is　1．O　m．　The　nonuniform　thickness　pattern　is

determined　from　the　optimal　shape　at　a　lateral　pressure　ratio　of　O．50btained　from　the　numerical

analysis　in　Chapter　5．

The　results　of　the　member　forces　and　the　strain　levels　when　the　lateral　pressure　ratio　equals　O．5，

are　shown　in　Figures　4．26（a）～（d）．　The　results　of　the　a）dal　fbrces　fbr　both　pattems　are　not　so

different．　For　the　bending　moment，　the　moments　at　the　tunnel　crown　and　the　invert　of　the

nonuniform　pattern　are　smaller　than　those　ofthe　uniform　pattern，　while　the　nonuniform　pattern　is

larger　at　the　spring　line．　From　the　results　of　strain　levels，　the　tensile　strain　at　the　tunnel　invert

becomes　the　maXimum　value　for　both　patterns．　Considering　only　the　tensile　strain，　the　tensile

strain　levels　generated　in　the　nonuniform　pattem　are　significantly　smaller　than　those　of　the

uniform　pattern　at　all　positions．
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Figure　4．26　Results　of　tests　on　the　horseshoe－shaped　tunnel　at　PH／Pv＝0．5

From　the　plots　between　the　tensile　strain　and　the　lateral　pressure　ratios　in　Figure　4．27，　it　is

obVious　that　the　tensile　strain　at　all　positions　decreases　while　the　latera1　pressure　ratio　increases．

That　means　the　horizontal　pressure　has　the　important　role　of　supporting　the　tunnel　and　increasing

the　tunnel　stability、　The　largest　tensile　strain　occurs　at　the　tunnel　invert　and　the　smallest　position

is　the　tumel　crown．　For　all　positions，　namely，　the　tunnel　crown，　the　invert　and　the　spring　line，　the

tensile　strain　levels　occuning　in　the　nonuniform　pattern　are　smaller　than　those　of　the　uniform

pattem．
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Figure　4．27　Plots　between　the　tensile　strain　and　the　latera1　pressure　ratio　of　the
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Figure　4．28　Displacement　of　the　tunnel　crown　for　the　horseshoe－shaped　tunnel

Furthermore，　the　plots　for　the　tunnel　crown　displacement　are　shown　in　Figure　4．28．　The　results

also　show　that　the　displacements　decrease　as　the　lateral　pressure　ratio　increases．　These　results

agree　well　With　the　results　oftests　on　the　elliptical　tunnels．　The　results　also　show　that　the　crown

displacements　ofthe　nonuniform　lining　are　smaller　than　those　ofthe　uniform　lining　at　al1　loading

steps．

The　above　results　prove　the　nonuniform　pattern，　i．e．，　the　optimal　shape，　is　more　stable　than　the

uniform　one．　This　is　because　the　strain，　especially　the　tensile　strain，　and　the　deformations　are

smaller　than　those　of　the　uniform　pattern　at　the　same　loading　level．
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4．3．5 Conclusion

The　developed　two－way　loading　device　can　be　used　to　investigate　the　mechanical　behavior　of

flat－shaped　tumels　under　the　a《ljustable　applied　loads．　The　effects　of　the　latera1　pressure　ratio，

i．e．，　the　ratio　between　the　load　in　the　spring　line　direction　to　the　load　in　the　crown　and　the　invert

direction，　can　also　be　investigated　by　this　deVice．　The　increasing　of　the　lateral　pressure　ratio　or

the　load　in　the　spring　line　direction　supports　the　tunnel　lining　against　vertical　earth　pressure．　For

the　effects　ofthe　tunnel　shape，　the　tendency　ofthe　experimental　results　is　the　same　as　those　ofthe

model　loading　tests．　The　circular　tunnel　is　the　most　stable　pattem　and　that　the　stability　decreases

as　the　elliptic　ratio　decreases．　The　eMciency　of　the　nonuniform　lining　to　improve　the　stability　of

the　tumel　lining　is　demonstrated．　Therefore，　it　can　be　concluded　that　the　nonuniform　lining，

which　is　thicker　at　the　spring　line　and　thinner　at　the　crown　and　the　invert，　has　more　potential　to

Withstand　external　force　than　the　uniform　lining．

The　nonuniform　patterns　are　calculated　from　the　optimal　shapes　determined　when　the　lateral

pressure　ratio　equals　O．5　by　the　optimization　program　described　in　Chapter　5．　From　the　test

results，　the　optimal　shape　also　shows　the　excellent　properties　for　all　load　cases．　This　study　proves

that　the　stability　of　the　tunnel　linings　of　flat－shaped，　elliptical，　and　horseshoe　tunnels，　can　be

effectively　improved　only　by　varying　the　thickness　patterns　ofthe　tunnel　linings．　This　study　al　so

shows　the　reliability　of　the　proposed　analysis　method　in　Chapter　5．
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Chapter　5

OPTIMAL　1）ESIGN　FOR　SEGMENTAL　L】［NINGS

　　　　　　　　　　IN　THE　SHIELI》TUNNEL】［NG　METHOD

5．1 Int「oduction

In　this　chapter，　the　developed　optimization　program　is　first　described．　Then，　an　apPlication　ofthe

optimization　program　for　analyzing　and　detemining　the　optimal　shape　of　tumel　linings　is

demonstrated　and　discussed．　Ordinarily，　the　inner　shape　of　a　road　tunnel　is　controlled　by　such

architectural　conditions　as　the　number　ofroad　lanes，　the　size　of　the　ventilation　systems，　etc．　It　is

necessary　to　construct　the　inner　surface　according　to　the　utilization　purposes．　In　this　study，

therefbre，　analyzing　the　optimal　shape　for　tunnel　linings　means　detemining　the　shape　ofthe　outer

tunnel　surface　which　produces　the　maXimum　stability　for　the　designated　inner　tunnel　surface

shape．

Section　5．3　Wi11　illustrate　how　the　optimization　program　can　be　used　to　analyze　tunnel　problems．

Analyses　oftwo－way　loading　tests　are　canied　out　to　prove　the　validity　and　the　reliability　of　the

optimization　program．　Comparisons　between　the　numerical　and　the　experimental　results　are

shown　and　discussed．

The　use　ofdesign　optimization　based　on　mathematical　programming　is　illustrated　in　Section　5．3

fbr　improving　the　design　of　tumel　linings　in　the　shield　tunneling　method　introduced　in　the

preceding　section．　The　objective　is　to　reduce　the　tensile　stress　at　the　inner　surface　of　the　tunnel

lining．　Reducing　the　tensile　stress　means　reducing　the　risk　of　local　cracks　at　the　lining　surface　in

the　same　way，　and　at　the　same　time，　increasing　the　stability　of　the　tunnel　lining．

5．2 OptimiZation　analysis　based　on　the　finite　element　method

Structural　optimization　has　attracted　attention　since　the　days　of　Galileo．　However，　interest　in

structura　l　optimization　has　increased　greatly　during　the　last　decade　due　to　the　advent　of　reliable
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general　numerical　analysis　methods　and　the　computer　power　necessary　to　use　them　eMciently．

This　has　made　it　possible　to　develop　general　numerical　systems　fbr　shape　optimization．　Several

researchers（Botkin　et　a1．，1986；Esping，1984a；Rasmussen，1990；Stanon，1986）have　published

practical　and　success血l　applications　of　general　optimization　systems　fbr　analyzing　mechanical

and　structural　problems．　The　method　of　structural　optimization　can　also　be　applied　to

geotechnical　problems，　for　instance，　the　optimal　shape　of　underground　cavities（see　e．g．，

Horikawa　and　Kawahara，1999；Tamura，2001）．

However，　the　application　of　structural　optimization　to　the　soil－structure　problems　has　not　been

successfUl．　As　mentioned　in　the　previous　chapters，　varying　the　lining　thickness　can　increase　the

stability　of　a　tunnel　lining．　Thus，　the　development　of　a　structural　optlmlzatlon　program　ls

necessary　fbr　obtaining　the　optimal　shape　of　tunnel　lining．　Based　on　the　theoretical　idea　of　the

optimization　scheme　proposed　by　Rasmussen（1991），　a　stnlctural　optimization　program　has　been

developed．

The　methods　and　the　techniques　used　in　the　optimization　program，　namely，　parametric　modeling，

analysis　capability，　design　sensitivity，　a　method　of　problem　definition，　a　flowchart　of

programming，　and　program　capability　are　described　in　this　chapter．

5．2．1 Parametric　modeling　for　the　optimum　design

This　section　is　devoted　to　a　general　description　of　the　parametric　modeling　facilities　of　the

optimization　program．　Befbre　the　parametric　modeling　facilities　are　described，　some　basic

concepts　of　structural　design　optimization　are　introduced．

In　order　to　introduce　the　possible　design　variables　of　the　problem，　it　is　beneficial　to　define　the

specifications　necessary　to　perform　an　ordinary　analysis　using　the　finite　element　method．　In

genera1，　such　an　analysis　requires　infbrmation　about（Cook　et　aL，1989）：

1．　Geometry：the　domain　shape　of　the　structure，　its　diVision　into　finite　elements，　and

　　　kinematic　boundary　conditions，

2．　Actions：10ads　acting　on　the　structure，
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3．　Constitution：physical　properties　of　the　materials　and　properties　of　the丘nite　elements．

If　a　design　sensitivity　analysis　and／or　opti㎡zation　is　to　be　performed，　a　number　of　design

variables　must　be　defined．　The　design　variables　Wi11　be　denoted　by

a、，i＝1，＿，1 （5－1）

and　are　assembled　in　vector　a．　In　this　analysis，　the　design　variables　are　shape　design　variables．

They　govern　the　shape　ofthe　qxternal　boundaries　and　the　surface，　or　the　interior　interfaces　ofthe

structure．　Examples　are　the　su血ce　shape　of　a　two　dimensional　component　and　the　shapes　of

interfaces　within　a　structura　1　component　made　of　different　materials．

Introduction　to　the　desi　n　model　conce　t

Having　defined　the　possible　design　variables　fbr　the　structural　design　problem　under

consideration，　a　convenient　way　of　linking　them　to　the　finite　element　analysis　model　must　be

available．　In　the　case　of　sizing　and　material　design　variables，　the　design　variables　may　be　linked

directly　to　the　analysis　mode1，　but　this　approach　is　not　suitable　fbr　shape　design　variables．

Geometrically，　shape　optimization　is　much　more　diMcult　to　handle　than　sizing　optimization，

because　it　involve　successive　changes　in　the　shape　of　the　modeL　The　following　description

mainly　relates　to　shape　optimization．　In　the　early　days　of　structural　shape　design　sensitiVity

analyses　and　optimizations，　attempts　were　made　to　use　the　finite　element　model　directly　as　a

design　mode1，　i．e．，　to　use　nodal　coordinates　as　design　variables（see　Zienkiewicz　and　Campbell，

1973）．It　tums　out　that　this　method　has　at　least　fbur　serious　drawbacks（see　e．g．，　Ding，1986；

Rodrigues，1988）：

The　number　of　design　variables　can　become　very　large．

●

●

●

It　is　di缶cult　to　ensure　compatibility　and　slope　continuity　between　boundary　nodes．

　　　It　is　di伍cult　to　maintain　an　adequate丘nite　element　mesh　during　the　domain　shape

updating　process　when　shape　optimization　is　perfbrmed．

　　　The　structural　shape　design　sensitivities　might　not　be　accurate　unless　high　order　finite

element　types　are　used．
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Based　on　these　experiences，　most　computer　aided　enVironments　for　interactive　structural　shape

designs　and　optimizations　are　founded　on　an　i〃rportant　distinction　between　the　desigη　mαde1　and

the　analysis　mOdel，　as　demonstrated　by，　e．g．，　Braibant　and　Fleury（1984），　Esping（1984b），

Rasmussen（1990），　and　Olhofr　et　a1．（1991）．

The　design　model　is　a　variable　description　of　the　domain　shape　of　the　structure，　but　sizing

variables　can　also　be　linked　to　the　design　model．　It　is　very　distinct　from　the　finite　element　model

that　is　used　fbr　the　analysis．

The　design　model　may　consist　of　so－called　design　elements　as　presented　by　Braibant　and　Fleury

（1984）and　Bemett　et　aL（1985）．　The　bo皿daries　ofthe　design　elements　can　be　curves　of　almost

any　character，　namely，　piecewise　straight　lines，　arcs，　b－splines　with　specified　degrees　of

continuity．　It　is　very　simple，　therefore，　to　generate　relatively　complicated　geometries　with　a　small

number　of　design　elements．　The　shapes　of　the　boundaries　are　controlled　by　a　number　of　control

points，　also　often　termed“master　nodes”．　Then，　shape　design　variables　can　be　defined　to　control

the　positions　ofthese　master　nodes，　and　possible　sizing　as　well　as　material　design　variables　can　be

linked　to　each　design　element．

The　design　model　concept　in　this　optimization　system　is　based　on　a　hierarchical　parametric

desi8n　model，　a　totally　parametric　modeling　system　in　which　data　are　initially　divided　into　two

categories　or　levels　of　increasing　complexity，　Leve10　and　Leve〃．

LevelO　is　the‘‘ground”1evel．　This　level　contains　geometrical　entities，　which　are　independent　of

other　entities　in　the　model．　This　would　typically　be　points，　vectors，　and　scalar　numbers．　The

master　nodes　are　the　Leve10　entities．　Other　possible　nodes　that　would　be　Leve10　entities　are

models　of　elasticity　or　thickness．　Leve10　is　characterized　1ッthe　properり，　that　it　is　the　only　level

co伽仇加9　rea1〃u〃ibers．

．乙eve〃co〃tains　ent輌ties　which　depend　only　o〃Leve10」η〆～）r〃lation．　Boundary　curves　and

surfaces　are　typical　examples．　Their　shapes　are　defined　solely　by　the　positions　of　the　master

nodes．　Level　l　could　contain，　fbr　instance，　lines，　curves，　spline　lines，　etc．　The　actual　shapes　of　all

entities　in　Level　1　are　defined　by　pointers　to　LevelO　information．7hus，　Leve〃consists　only（ofthe

integerり，pe　informa’輌oη．

110



Desi　n　variables　and　modifiers

The　parametric　nature　of　the　design　model　comes　automatically　f㌃om　the　diVision　of　information

into　interdependent　levels．　We　simply　control　the　model　by　modifying　the　entities　ofLevelO．　Due

to　the　hierarchical　constnlction　ofthe　model，　modi丘cations　of　Leve10　entities　automatically　lead

to　corresponding　changes　in　Level　l．　In　order　to　improve　the　possibility　of　defining　the　design

space，　dUta　in　LevelO　are　co〃trolled　bγ　the　uぶe　of　a　so－ca〃ed　medi：fier．　In　these　systems，　only

one　t）？e　of　modifier，　namely，　translational　transfbmations（also　called　move　directions）are

available．

In　this　f『amework，　the　move　directions　of　the　optimization　systems　are　realized　as　translation

modifiers　coupled　with　design　variables，　which　specifシthe　magnitude　of　the　translation．　Each

master　node　is　LevelO　i㎡formation，　and　therefbre，　the　entire　design　model　changes　with　the

relocation　ofthe　master　nodes，　as　illustrated　in　Figure　5．1．

S

S

3
S

2
S

Design　variable　＝S4

　　　　　　　　↓

Modifier：

translate　S
一一一一一一・一一

梶

4
S

1
S

3
S

2
S

Figure　5．1　Example　oftranslational　modifier　and　design　variables　affecting　the　four　points　S　i，　S2，

S3，　and　S4

The　implementation　of　good　algorithms　for　mesh　generation　is　very　important　in　a　structural

shape　optimization　system．　It　must　be　possible　to　specify　the　desired　element　sizes　within　each

design　element，　and　the　mesh　must　remain　adequate　during　the　updating　process　for　the　domain

shape　when　a　shape　optimization　is　performed．　It　may　be　advantageous　to　include　adaptive　mesh

generation　in　the　shape　optimization　system．

Mapping　mesh　generation　techniques　are　available　in　two　dimensions，　but　in　order　to　overcome

the　problem　of　having　to　divide　the　design　model　into　quadrangular　elements，　as　necessary　fbr

mapping　mesh　generation，　the　use　ofunstructured　f㌃ee　meshing　is　allowed．　A　modified　version　of
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an　algorithm　by　George（1988）is　implemented．　This　algorithm　can　subdivide　an　arbitrary　planer

domain　into　triangles，　and　in　this　research，　the　algorithn　is　extended　to　cover　curved　surfaces．

5．2．2 Analysis　capabilities　for　structural　optimiZation

In　this　section，　a　genera1　description　of　the　finite　element　module　in　the　optimization　program　is

given　with　focus　on　the　types　of　analysis　problems　fbr　which　both　an　analysis　and　a　design

sensitiVity　analysis　have　been　implemented．　Furthermore，　descriptions　of　the　implemented　finite

elementS　are　giVen．

Static　stress　anal　sis　fbr　structural　o　timization

The　global　equilibrium　equation　of　a　finite　element　discretized　structural　problem　with　linearly

elastic　response　is　given　by

K1）＝F
（5－2）

where　K　is　the　global　stiffiiess　matrix，　D　is　the　nodal　displacement　vector　and　F　is　the　consistent

nodal　force　vector．　These　global　matrices　and　vectors　are，　as　is　always　the　case　with　the　finite

element　method，　assembled　from　element　matrices　and　vectors，　i．e．，

K＝Σk，D＝Σd・F＝Σf
　　　　nt　　　　　　　　　　　　　nt　　　　　　　　　　　　　nt

（5－3）

Here，　k　is　the　element　stiffiless　matrix，　D　is　the　element　nodal　displacement　vector，　f　is　the

consistent　element　nodal　fbrce　vector，　and　n，　is　the　number　of　finite　elements　used　to　discretize

the　structure．　In　this　optimization　program，　the　solution　for　Equation　5－3　is　fbund　by　the　Crout

decomposition　scheme　described　in　Dhatt　and　Touzot（1984）．

Finite　element　t　es　im　lemented　for　structural　o　timization

Two　di丘ferent　2D　solid　isoparametric　finite　elements　have　been　implemented　in　this　optimization

program　as　illustrated　in　Figure　5．2．　They　are　all　formu！ated　in　a　unified　way　for　plane　stress，

plane　strain，　and　aXisymmetric　situations．

112



γ，v

（z，w？

　　　喜∈日訟

一目 4

1

3

2

x，u
（r，u？

Figure　5．2　Triangular　and　quadrilatera　1　2D　isoparametric　finite　elements

The　standard　approach　for　using　a　numerical　integration　has　been　chosen　because　the　2D　solid

isoparametric　finite　elements　can　be　formulated　in　a　unified　way　for　both　plane　stress，　plane　strain，

and　aXis　symmetrical　situations，　as　shown　in　Appendix　B．　The　2D　solid　finite　elements　are

described　in　detail　in　Appendix　B．

5．2．3 Design　sensitivity　analysis

In　an　interactive　structural　optimization　program，　a　design　sensitivity　analysis　is　the　basic

enabling　too1，　and　expressions　for　the　design　sensitiVity　analysis　will　be　given　in　this　section．　The

types　of　design　variables　for　the　structural　design　problems　relate　to　shape，　and　they　are　denoted

by　at，　i＝1，．．．，1．

Desi　n　sensitiVi　anal　sis　of　dis　lacements

In　the　finite　element　method　based　on　displacement，　the　design　sensitiVity　analysis　fbr　various

criteria　is　based　on　sensitiVities　which　are　easily　computed．

The　global　equilibrium　equation　of　a丘nite　element　discretized　structural　design　problem，　with

linearly　elastic　responses，　is　given　by

KD＝F
（5－4）

where　K　is　the　global　stifliiess　matrix，　D　is　the　nodal　displacement　vector，　and　F　is　the　consistent

nodal　fbrce　vector．　The　solution　fbr　Equation　5－4　is　fbund　by　a　Gaussian　elimination
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reformulated　in　a　two－phase　process　that　does　not　require　modifying　K　and　F　simultaneously．　lt

is　possible，　therefbre，　to　solve】Equation　5－4　fbr　additional　load　cases，　i．e．，　several　right　sides，

Without　additional　computational　effort．　The　time　consuming　part　ofsolving　Equation　5－4　is　the

factorization　of　global　stiflhess　matrix　K，　in　which　this　matrix　is　basically　divided　into　product

LU，　where　L　is　a　lower　triangular　matrix（with　elements　only　on　the　diagonal　and　below）and　U

is　a　upper　triangular　matrix．　Varieties　of　this　basic　decomposition　are，　fbr　example，　the　LDU，

Crout，　and　Cholesky　decomposition　schemes（see　e．g．，　Dhatt　and　Touzot，1984）．　In　this

optimization　program，　the　Crout　decomposition　scheme　has　been　implemented．

When　stiffiiess　matrix　K　has　been　devided　into　product　LU，　Equation　5－4　can　be　rewritten　as

LUD＝F
（5－5）

Using　the　broken　down　form　of　the　stiffiiess　matrix　is　only　necessary　when　solving　a　triangular

set　ofequations，　which　is　quite　trivial．　First，　vector　V　is　found　by　a　forvvard　substitution，　namely，

LV＝F
（5－6）

Then，　displacement　vector　D　can　be　found　by　a　back　substitution，　namely，

UD＝V
（5－7）

Having　detemined　displacement　vector　D，　the　design　sensitivity　analysis　of　displacements　can

now　be　considered．

The　direct　approach　to　obtaining　design　sensitivities　of　the　displacement　fieldゴ∫bα∫θ40〃α〃

mρ〃c∫∫晒γθη肋’joη（ゾ’乃θglobα1θg〃〃ノbア」μ功θσ〃α’ゴo〃．　IfEquation　5－4　is　diffbrentiated　with

respect　to　design　variableα、　and　the　tems　are　rearranged，　the　fbllowing　discrete　version　of　the

direct　approach　fbr　displacement　sensitivities∂D／ati、　is　obtained，　in　order　words，

K（a）
　　　　∂al　　∂a，

∂Dニー∂KωD＋∂E，i．1，…，1

∂at

（5－8）

E叩誕ion　5－8　is　of　the　same　fbm　as　E叩ation　5－4，　so　the　factorized　stiffiiess　matrix　K　in　the

fbm　LU　can　be　reused，　and　only　the　new軸t　hand　side　which　is　termed　the　pseudo　loaゴvθαor，

needs　to　be　calculated　befbre　sensitivities∂D／a7，，fbr　each　design　variableα、　can　be　fbund　by
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forward　and　back　substitutions．　It　is　seen　that　the　pseudo　load　vector　is　the　load　that　must　be

applied　to　the　structure　in　order　to　produce　the　displacement　sensitivity　field　due　to　changes　in

design　variable　ai．　Derivatives∂F／ε㎏，　of　the　force　vector　are　easily　calculated（zero　for　design

independent　loads），　and　then　the　determination　of∂D／∂ai　in　Equation　5－80nly　requires　the

calculation　ofdesign　sensitivities∂K／毎t　ofthe　stiffi）ess　matrix．　These　derivatives　are　normally

calculated　at　the　element　level，　i．e．

芸・Σ塁・i＝1・…・1
（5－9）

where　k　is　the　element　stiffiiess　matrix　and　n。　is　the　number　of　finite　elements．

If　design　sensitivities∂k（a）／（；U，　are　detemined　analytically　before　their　numerical　evaluation，　the

approach　is　called　an　analytical　deぷigη　se〃siti吻γ　analysis．　Ifthey　are　determined　by　a　numerical

differentiation，　the　method　is　called　a　semi－analyt’cα1（S－4／desi8n　sensit輌v砂analysis，　cf

Zienldewicz　and　Campbel1（1973），　Cheng　and　Liu（1987），　and　Haftka　and　Adleman（1989）．　In

this　optimization　program，　the　well一㎞own　semi－analytical　method　deschbed　by　Cheng　and　Liu

（1987）is　used．　That　is　the　derivatives　ofthe　element　matrices　are　appro）Cimated　by　the　first　order

fbrward　finite　dif【もrence　in　a　semi－analytical　design　sensitivity　analysis．

∂k（の
　　　　　霜
d㎏i

∠1k（α1，…，αノ）

∠1α，

k（αP…，α1＋∠匂，，＿，aI）－k（al，＿，ai，＿al）

∠la，

（5－10）

It　is　much　more　attractive　to　use　the　method　fbr　a　semi－analytical（S－A）design　sensitivity　analysis

in　this　context，　as　it　is　easy　to　implement　for　many　different　kinds　of　shape　design　variables　and

finite　element　types．　This　is　because　simple　and　computationally　inexpensive　first　order　finite

differences　are　used．　Therefbre，　the　method　ofthe　S－A　sensitiVity　analysis　is　very　popular　and，　in

most　cases，　it　is　very　e丘icient　and　reliable．

As　a　finite　difference　approximation　is　involved　in　this　method，　both　truncation　and　condition

errors　may　occur．　Furthermore，　for　shape　design　variables，　sufhciently　smdl　pe宜urbation々
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must　be　selected，　so　that　the　elements　do　not　become　distorted、　A　strongly　distorted　mesh　may

result　in　changing　the　accuracy　of　the　solution，　and　thereby　give　the　derivatives　a　spurious

perturbation∠匂10f　shape　design　variable　ai　so　that　boundary　nodes　are　perturbed　less　than

l／1000　ofthe　smallest　side　length　of　the　elements　in　the　structure．

When　the　displacement　design　sensitivities　have　been　calculated，

sensitivities　is　straightforward　as　will　be　shown　in　the　following．

The　finite　element　expression　for　element　stress　levelsσ（x，y，z／

be　written　as

σ（a）ニEs（a）＝EB（a）d（a）

the　calculation　of　the　stress

・kσ，σ、τry・Y，　・．Y　M・y

（5－11）

where　constitutive　matrix　E　is　independent　ofthe　design，　B　is　the　strain－displacement　matrix，　and

d　is　the　element　nodal　displacement　vector．

In　this　optimization　program，　the　way　to　calculate　the　stress　design　sensitivities　is　to　use　a　first

order　forward　finite　difference　approXimation．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　∂9．σ（a＋dal）一σ（a）　　　　　（5．12）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Clci1　　　　∠1α‘

where

σ（a＋∠lat）＝EE（a＋∠1α‘　）ニEB（a＋∠α1）d（a＋∠1αi　） （5－13）

Perturbed　strain－displacement　matrix　B（a＋∠1α‘ノis　easily　calculated　and　the　element

displacement　vector　for　the　perturbed　design　can　be　approXimated　by　a　first　order　Taylor　series

expanslon

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　d（・＋A・，・）・・V・d（・）＋∂塁a）Aai　　　（5－14）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　t
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where　the　element　displacement　sensitivities∂d／面」are　determined　by　the　solution　from

Equation　5－8．

The　stress　levels　calculated　by　the　analysis　module　are　denoted　by　fUnctionfコ．　If　some　or　all　of

design　variables　aゴare　changed　simultaneously　then　the　linear　increment　of　fUnction　f」・can　be

fbund　using丘rst　order　Taylor　series　expansions，　namely，

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　学＝▽τfj・△a　　　　　　　（5－15）

where▽ろ．　denotes　the　gradient　vector　ofガand△a　is　the　vector　of　changes　in　design　variables

o，，in　order　words，

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　司髪・…・皇｝△・ニ（∠α1・…∠α・）　（5－16）

E叩ation　5－15　is　valid　due　to　the　differentiability　of　the　above　mentioned　vector　fields　and

fUnction／S　with　respect　to　the　design　variables．

These　notations　are　usefU1　for　parametric　studies　offUnctionsfJ　as　well　as　for　the　formulation　of

optimization　problems．

5．2．4　　Method　of　problem　definition

This　section　describes　the　implementation　of　a　method　fbr　fbrmulating　problems　ofmathematical

programming　in　stnlctural　optimization　systems．　The　mathematical　formulation　is　based　on　the

so－called　bound　formulation．

The　problem　of　mathematical　programming　consists　of　detennining　optimum　values　fbr　the

design　variables　such　that　they〃lczxi〃lize　or〃lini〃lize　a　specific　fUnction　termed　the　oQ／ective

／innction，　while　satisfシing　a　set　of　geometrical　and／or　behavioral　requirements　called　constraint

jUnctions．

The　optimization　concept　ofthis　optimization　program　is　based　on　the　formation　and　the　solution

ofa　sequence　of　explicit　subproblems　as　opposed　to　systems　that　wok　with　line－search　oriented
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optimizers．　From　a　theoretical　point　of　view，　the　subproblem　approach　is　known　to　be　less　stable

than　line－search　algorithns：it　is　often　di伍cult　or　impossible　to　prove　convergence　properties　for

the　algorithn．　However，　from　the　system　point　of　view，　the　subproblem　approach　is　much　easier

to　program　and　control　because　it　is　realized　via　a　fixed　sequence　of　calculations　independent　of

the　iteration　history．　The　subproblem　approach　works　reliably　in　most　cases　and　this　method　has

gained　a　significant　popularity　among　developers　of　structural　optimization　systems．

In　the　fbmulation　of　problems　of　mathematical　programming，　only　first　order　approximations

are　used，　i．e．，　we　do　not　require　our　analysis　module　to　provide　more　than　first　order　sensitivities

because　higher　order　derivatives　are　computationally　very　costly　to　compute．　This　does　not

prevent　the　use　o£fbr　instance，　a　quasi－Newton　approach　in　which　second　order　approximations

are　gradually　formed　based　on　first　order　i㎡formation　in　several　iterations．　This　optimization

prograln　contains　the　optimizer，　namely，　a　segue〃tial　lineaア　progra〃2〃ling　algori”1〃1

（SIMPLEX）．

The　usual　mathematical　prograrnming　formulation　for　a　structural　optimization　problem　is　as

follOWS：

MinimiZe

　　　a

9。（a）

Subject　to

9ノ伍）≦Gノ，

（5－17）

ノニ1，＿，J

α㌘川≦a、≦αrα， iニ1”．．，1

where　1　is　the　number　of　design　variables　a、　and　J　is　the　number　of　constraints　other　than　side

constraints．　MaXimization　problems　are　easily　included　in　this　form　by　simply　minimizing　g，（a）．

We　notice　that　non－differentiable　fUnctions　occur　very　often　in　comection　with　practical

structural　optimization　problems　as　a　result　of　min／max　or　maxノ㎡n　criteria．

The　objective　and　the　constraint　fUnctions　gゴ，＝ノ＝0，＿，ノ，　are　specified　as　a　part　of　the　problem

fbmulation．　These　vector　fUnctions　can　be　chosen　and　combined丘eely　among　all　the　analysis

results　that　the　system　is　able　to　evaluate，　as　wm　be　described　in　the　next　section．
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In　the　interest　of　simplicity，　generality，　and，　above　all，　ease　of　programrning，　a　formulation　that

enables　the　system　to　handle　the　optimization　problem　in　a　uniform　way　regardless　ofthe　blend　of

loca1－，　integra1－and　min／max－criteria　can　be　obtained　by　using　the　so－called　bound　formulation

（see　e．g．，　Bendge　et　al．，1983；Taylor　and　Bendee，1984；and　Olhoff，1989）．　This　technique　very

elegantly　solves　the　problem　ofgenerality，　and，　assuming　an　adequate　sensitivity　analysis　scheme，

it　provides　a　simple　solution　to　the　non・・differentiability　problem　in　connection　with　min／max　and

max／min　problems．

It　is　assumed　that　any　fUnction　gコ・in　the　problem　is　actually　a　max　over　a　set　of　fUnctions（the

formulation　for　max／min　problems　is　completely　equivalent），　such　that

9・ω理㌘β・k（a）・ノ＝°・…，」 （5－18）

Counters　pf，ノ＝0，＿」，　designate　the　number　of　fUnctions　among　which　gi　i　s　given　as　the　max．　In

the　case　o£fbr　instance，　a　max　stress　criterion，　pJ　would　be　the　number　of　nodal　stress　levels

among　which　the　maximum　is　to　be　fbund．　Scalar　fUnctions　are　ordinarily　just　a　special　case

signi丘ed　by　the　corresponding　p」＝1．This　gives　us　the　following　form　for　Equation　5－17．

MinimiZe

　　　a
max　9。k（a）
k＝1．．．．po

Subject　to （5－19）

煕。9・・ω≦G・・ノ＝1・・…」

a、　’n≦ai≦α㌘α，」＝1，＿，1

Constraint　fUnctions　gノニmax（g，k），ノ＝1，＿，J，　do　not　cause　differentiability　problems．　They

may　simply　be　treated　separately　as

MinimiZe

　　　a
max　9。k（a）
k＝1，＿．pO

Subject　to （5－20）
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9μ⑫）≦Gノ・ k＝1，…，P、，ノ＝1・…・J

α㌘加≦ai≦α、砿， i＝1，＿ノ

This　leads　to　the　idea　of　using　a　similar　approach　fbr　the　o句ective　filnction　go＝m躯（goと）．In

order　to　make　this　possible，　a　new，　artificial　design　variableβand　a　new　artificial　o句ective

丘1nctionπβノare　introduced．　It　is　now　possible　to　fbmmlate　an　equivalent　problem　in　which

the　previous　non－di舵rentiable　o句ective　plays　the　role　of　a　constraint：

MinimiZe

　　a，β

Subject　to

ノ白の

9。k（a）≦f（fiノ，

（5－21）

kニ1，＿，P。

9パa）≦G，一　・ k＝1，…，Pノ，ノ＝1・…・ノ

α㌘m≦ai≦α㌘α， i＝1，＿ノ

In　this　fbmulation，　the　only　way　to　reduce　the　value　of　artificial　objective　fUnction　f（fi／while

fUlfilling　the　constraints，　is　to　simultaneously　reduce　all　the　fUnctions　comprised　in　the　original

o句ective，　in　order　words，　minimize　the　maximum　Artificial　o句ective　fUnction∫rβノacts　as　a

bound，　which　suppresses　the　value　of　the　original　objective　and　gives　this　technique　the　name　of

“bound　fbrmula”．

The　specific　fbml　fbr　the　artificial　objective　fUnction　f（fi／has　yet　to　be　selected．　If　a　linear

method　of　mathematical　programming　is　used，　there　is　no　reason　not　to　select　the　simplest

imaginable　fUnction　of　fi：

fんの＝β （5－22）

Next，　Equation　5－22　is　inserted　into　Equation　5－21．　In　order　to　better　cope　with　fUnctions　of

the　varying　nature　of　the　scale，　we　perform　a　normalization　of　the　problem，　namely，
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MinimiZe

　　a，β
β

Subject　to

9・k（a）≦1，

　　β

（5－23）

k＝1，＿，P。

9・・ω≦1，

Gノ

k＝1，…，Pノ，ノ＝1・…・J

α㌘m≦a、≦α㌘α， i＝1，＿，1

As　previously　mentioned，　counters　pl・，ノ＝0，．．．J，　designate　the　number　of　fUnctions　over　which

the　max　fbr　criterion／is　to　be　fbund．　In　the　case　of，　fbr　instance，　the　minimization　of　the

maximum　nodal　stress，乃・may　often　be　many　thousands，　and　the　number　of　fUnctions　on　the

optimization　becomes　very　large．　In　order　to　prevent　this，　an‘‘active　set　strategy”can　be　used，

which　only　includes　the　noda1　stress　levels　exceeding　a　certain　fraction　ofthe　current　maXimum　in

the　problem．

Tableau　5．23　is　valid　regardless　of　the　blend　of　vector　fUnctions　g」・，ノ＝0，＿J，　and　the　numerical

operations　performed　are　therefore　identical　for　any　problem．　Due　to　this　standardization，　the

bound　formulation　has　greatly　simplified　the　programming　ofthe　optimization　module．

5．2．5 Structural　optimiZation　programming

The　structura1　optimization　program　is　performed　in　systematic　sequences　of　an　analysis，　a

sensitivity　analysis，　and　an　optimization．　This　is　illustrated　in　Figure　5．3　where　a　flow　diagram

fbr　the　calculation　procedure　is　shown．
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　　　　　Start　Optimization

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　For　specified　number

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　of　iterations
Preprocessor　update　geometry，

bounda　　conditions　and　loads

Structural　analysis

Perturb　geometry　and　loads

Design　sensitivity　analysis

Optimizer　calculates　improved

　　values　of　design　variables

Converged？

　　For　each

design　variable

　　　　　　　　　　　　StOP

Figure　5．3　Flow　diagram　fbr　stnlctural　optimization

①A　preprocessor　reads　the　i㎡forrnation　from　input　files　and　performs　a　number　of　operations

　　　as　follows：

　　　●　various　checks　of　the　validity　of　the　problem，

　　　　●　a　formation　of　equation　numbers　and　an　imposition　ofboundary　conditions，

　　　　●　assignments　between　the　parameters　of　the　model　and　the　design　variables　of　the

　　　　　　　problem．

②Amesh　generator，　which　is　in　the　preprocessor　module，　reads　the　current　values　ofthe

　　　　design　variables，　updates　the　geometry　and　generates　the　current　analysis　model　and　force

　　　　vector．

③A　finite　element　module　performs　a　traditional　displacement－based　analysis　of　the　problem

　　　　and　evaluates　nodal　displacements　and　stresses．
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④For　each　design　variable，　the　preprocessor　perturbs　the　geometry　and　the　finite　element

　　　module　evaluates　displacement　and　stress　sensitivities．

⑤A　sorting　algorithm　extracts　the　necessary　results　according　to　the　specifications　ofthe

　　　objective　fUnction　and　constraints　and　generates　an　input　tableau　for　the　optimizer．

⑥A　standard　SlrVff’LEX　algorithm　is　used　to　solve　the　subproblem　and　generate　an　improved

　　　set　of　design　variables。

⑦If　the　problem　has　not　converged，　go　back　to②

5．2．6　　SummariZation　of　the　developed　optimiZation　program

The　development　of　the　structural　optimization　program　makes　it　possible　to　analyze　and　design

the　optimal　shape　for　a　tunnel　lining．　This　will　be　discussed　in　the　next　chapter．　The　developed

program　is　an　operational　shape　optimization　system　with　the　following　features．

1

2

3

4

One　objective　fUnction　and　any　number　ofconstraints　may　be　chosen　from　the　material　area

and　the　maximum　stress　at　any　point，　e．g．，　coordinate　direction　stress　levels，　i．e．，

σxr，σrv　，　a、，　，　arr　，　aew，maximum　shear　stress，　principle　stress　values，　and　von　Msses

referenCe　StreSS．

The　analysis　facilities　producing　the　above　mentioned　fUnction　values　incorporate　the　static

linear－elaStiC　analySiS

The　available　finite　element　types　are　the　triangular　and　the　quadrilateral　ofthe　isotropic

plane　stress，　the　plane　strain，　and　the　axisymmetric　elements．

Boundary　conditions　can　be　applied　as　the　specified　displacement　ofapoint　or　an　interval　of

the　boundary，　zero　displacement，　roller　skate　condition，　in　one　or　more　coordinate，

concentrated　and　distributed　force’刀C　and　gravitational　fbrces．
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5．3 Analyses　of　the　tWo－way　Ioading　tests

In　this　section，　the　analytical　results　of　two－way　loading　tests　described　in　Chapter　4　are　shown

and　discussed．　The　validity　and　the　reliability　of　the　optimization　program　are　proved　by

comparing　the　calculation　results　With　the　experimental　data．

5．3．1 OptimiZation　model

The　design　model　in　the　case　of　the　horseshoe－shaped　tumel　lining　is　mustrated　in　Figure　5．4

Since　the　problem　we　are　going　to　define　is　symmetrical　in　terms　ofthe　y－axis，　only　the　right　half

is　modeled．　The　analysis　are　carried　out　fbr　a　case　in　which　the　lateral　pressure　ratio　equals　O．5，

that　is　to　say，　a　pressure　of　60　kPa（pv）is　loaded　in　the　vertical　direction　and　that　of　30　kPa（pH）

is　loaded　in　the　horizontal　direction．　The　soil　boundaries，　both　of　the　vertical　boundary　and　the

horizontal　boundary，　are　controlled　to　move　unifbrmly　after　loading．　The　iterative　calculations

between　the　displacement　and　the　pressure　at　the　boundaries　are　done　fbr　simulating　the

experimental　procedures。

Pv＝60　kPa

　●　　：Master　node

　　　：FiXed　boundary

…一… FDesign　bOundary

評こo弓

i　P．・・60・kP・　’

S－－　　 250－一一一一一一一輌
1　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　．

Figure　5．4　Design　model　for　the　two－way　loading　tests
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The　design　model　consists　oftwo　design　elements，　namely，　sand　and　1ming　elements．　There　are

four　design　boundaries，　i．e．，　boundaries　which　are　allowed　to　change　shape，　upper　and　lower

parts　of　the　outer　tunnel　lining，　and　two　connecting　boundaries　between　the　inner　and　the　outer

linings．　The　shape　of　these　boundaries　is　defined　by　the　position　of　a　number　of　master　nodes．

This　creates　an　evident　connection　between　the　design　variables，　the　movements　of　the　master

nodes，　and　the　shape　ofthe　geometry．

In　this　problem，　the　direction　ofthe　movement　ofeach　master　node　is　constrained　to　follow　some

predefined　move　directions　as　shown　in　Figure　5．5．　As　shown　in　the　figure，　the　master　nodes　are

at　the　tunnel　crown，　the　invert　and　the　spring　line．　In　this　problem，　design　variables　ai，　i＝1，．．，1

being　the　number　of　design　variables，　are　the　distance　of　the　movements　of　the　master　nodes

along　the　associated　move　directions．　The　curves　of　the　tunnel　lining　are　designated　as　elliptic

arcs；thus，　the　movement　of　the　master　nodes　must　satisfy　the　conditions　of　the　elliptical　arc

fUnction　and　must　produce　the　close　surface．

1．一一一

「””一一

　　　：Master　node

－：Fixed　boundary

－一L・ F1）esign　boundary

→）　：Vector　defining

　　　　allownble　move

　　　　direction　for

　　　　master　node

一

Figure　5．5　Variable　design　model　for　tunnel　linings

Furthemmore，　the　distribution　of　finite　element　nodes　on　the　boundaries　and　the　desired　finite

element　type　fbr　each　design　element　must　be　defined．　All　necessary　specifications　including

loading　conditions，　are　assigned　to　the　design　model　and　a　preprocessor　with　automatic　mesh

generation　can　automatically　convert　it　into　a　finite　element　analysis，　as　shown　in　Figure　5．6．　The

preprocessor　has　meshed　the　design　elements　with　three－node　isoparametric　plane　strain

triangUlar　elementS．
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（a）Tunnel　with　an

elliptic　ratio　of　75％

（b）Tumel　with　an

elliptic　ratio　of　50％

（c）Horseshoe－shaped　tunne1

Figure　5．6　Finite　elment　analysis　model　for　the　two－way　loading　tests

Novv　the　design　mode！　has　been　converted　into　an　analysis　model．　By　changing　the　values　ofthe

design　variables，　the　geometry　can　be　changed　and　many　different　domain　shapes　can　be　obtained．

The　shape　ofthe　structures　is　thereby　described　by　a　set　ofdesign　variables　a，，　i＝1，．．，1，　and　the

optimal　values　for　the　design　variables　can　be　detemlined　by　the　optimization　analysis　procedure

discussed　in　the　next　section．

5．3．2 Design　criteria

The　material　properties　ofthe　model　sand（Toyoura　sand）and　the　model　lining（plaster）used　in

this　analysis　are　shown　in　Table　5．1　The　purpose　ofthis　analysis　is　to　improve　the　stability　ofthe

tunnel　lining　Without　increasing　the　cross　sectional　area．　The　most　stable　shape　or　thickness

pattern　for　a　tunnel　lining　is　investigated．　The　stability　of　the　tunnel　lining　is　defined　by　the

intensity　of　the　tensile　stress　occurring　at　the　lining　surface；therefbre，　the　lowest　tensile　stress

means　the　highest　stability．　Since　all　the　materials　in　this　analysis　are　considered　to　be　linear

elastic　materials，　the　intensity　of　the　tensile　stress　has　a　linear　relation　with　the　tensile　strain．

Moreover，　in　the　experiments，　the　circumferential　strain　generated　at　the　lining　surface　is
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measured　directly　by　the　strain　gauges　after　loading．　Therefbre，　the　obj　ective　of　the　optimization

is　to　minimize　the　tensile　strain　of　the　tunnel’s　inner　surface．　The　condition　of　the　optimization

problem　can　be　summarized　as　follows：

ルfinimize the　max．　tensile　strain

Subject　to

the　cross　sectional　area≦initial　value

Table　5．1　Material　properties　ofthe　two－way　loading　tests

To　oura　sand Plaster　linin

Unit　wei　ht　　　　　　kN／m3 15．8 8．0

Modulus　ofelasticit　　MPa 15．16 1933

Poisson’s　ratio 0，333 0，218

5．3．3 Results　and　discussion

The　plots　for　the　objective　fUnction，　namely，　the　maXimum　tensile　strain　of　the　inner　lining，　are

shown　in　Figure　5．7．　The　calculation　is　repeated　until　the　results　converge，　in　order　words，　the

lining　shape　changes　less　than　O．01％．　The　results　ofthe　optimal　shapes　compared　with　the　initial

shapes　are　mustrated　in　Figure　5．8．　For　all　tunnel　shapes，　namely，　with　elliptic　ratios　of　75％and

50％and　horseshoe，　the　optimal　shape　is　thinner　at　the　tunnel　crown　and　the　invert，　but　thicker　at

the　spring　line　compared　with　the　initial（uniform）thickness　pattem　Since　the　minimum

thickness　for　making　the　plaster　model　lining　in　this　analysis　is　3　rnm，　the　minimum　thickness　of

the　tunnel　lining　is　set　as　3　mm．　The　results　show　that　all　patterns　yield　this　limitation．　An　increase

in　the　spring　line　causes　an　increase　in　the　tunnel　stiffiiess　and　a　decrease　in　the　tunnel　crown

movement　such　that　the　earth　pressure　acting　on　the　tunnel　lining　is　reduced．
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Figure　5．7　Plots　between　the　iteration　number　and　the　objective　fUnction

Comparisons　between　the　strain　levels　at　the　inner　surface　of　the　tunnel　lining　between　the

analytical　and　the　experimental　results　are　shown　in　Figures　5．9（a）～（c）．

The　figures　show　that　the　calculation　results　agree　well　with　the　experimental　data　for　all　tunnel

shapes．　Thus，　it　can　be　concluded　that　the　proposed　optimization　program　can　be　used　to

simulate　the　tumel　problem　properly．

The　other　results　of　the　two－way　loading　tests　in　Chapter　4　show　the　e伍ciency　of　the　optimal

shape　for　improVing　the　stability　of　tunnel　linings．　The　data　also　show　that　the　optimal　shape　is

effective　for　all　ranges　of　lateral　pressure　ratios．
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Figure　5．8　The　Analytica1　results　of　the　optimal　shapes　for　tunnel　linings
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Figure　5．9　Comparisons　between　the　analytical　and　the　experimental　results

5．4 Applications　to　the　design　of　tunnel　linings

In　this　section，　the　application　of　the　optimization　program　to　improve　the　design　of　the　road

tunnels　is　illustrated　by　analyzing　an　example　problem　of　a　road　tunnel　in　the　shield　tunneling

method．　The　problem　used　in　this　section　is　based　on　the　preliminary　design　of　Hirakata　tunnel，

as　shown　in　Figure　5．1①（see　Sakayama　et　al、，2001）．　Hirakata　tumel　is　a　three－1ane　road　tumel

which　was　designed　as　a　flat　horseshoe－shaped　tume1．　The　analysis　is　carried　out　under　the

conditions　where　the　overburden　depth　equals　2B，　B　is　the　width　of　the　tunnel，　and　underground

water　does　not　exist．
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1 1

Figure　5．10　Cross　section　of　Hirakata　tunnel

5．4．1 Design　model

The　design　model　for　the　horseshoe　shaped　tunnel　is　shown　in　Figure　5．11．　Since　the　problem　we

are　going　to　define　is　symmetrical　in　terms　ofthe　y－aXis　only　the　right　halfis　modeled．　The　design

model　consists　of　two　design　elements，　ground　and　lining　elements．　There　are　fbur　design

boundaries，　namely，　two　upper　parts　and　two　lower　parts　ofthe　outer　lining．

In　this　problem，　as　in　the　previous　section，　the　direction　ofthe　movement　of　each　master　node　is

constrained　to　follow　some　predefined　move　directions，　as　shown　in　Figure　5．5．　In　this　problem，

design　variables　ai，　i＝1，．．，1　being　the　number　of　design　variables，　are　the　distance　of　the

movements　ofthe　master　nodes　along　the　associated　move　directions．

The　finite　element　mesh　ofthis　problem　is　generated　as　shown　in　Figure　5．12．　The　preprocessor

has　meshed　the　design　elements　With　three－node　isoparametric　plane　strain　triangular　elements．
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5．4．2 Design　criteria

As　is　common　in　tunnel　design　work，　the　inside　shape　of　a　tunnel　is　determined　by　the　operation

clearance．　Therefbre，　it　is　only　the　change　of　the　outside　boundary　of　a　tunnel　With　is　thought　to

detemine　the　optimal　shape．　As　shown　in　Figure　5．6，　the　master　points　at　the　tunnel　crown，　the

spring　line，　and　the　invert　are　allowed　to　move　to　determine　the　optimal　shape　ofthe　tunnel　lining．

In　order　to　obtain　a　calculating　shape　that　is　practical　fbr　construction　work，　the　shape　of　the

outside　lining　is　constrained　to　be　composed　of　two　elliptical　arcs　defined　by　the　positions　ofthe

master　points．　The　material　properties　of　the　soil　and　the　tunnel　lining　used　in　this　analysis　are

shown　in　Table　5．2．

Table　5．2　Material　properties　in　the　shield　tunneling　design

Ground Linin

Unit　wei　ht　　　　　　kN／m3 19 26

Modulus　of　elasticit　　MPa 280 39000

Poisson’sratio 0．40 0．17

The　purpose　of　this　analysis　is　to　detemine　the　most　stable　shape　fbr　a　tumel．　Tyl）ically，1inings

are　made　of　reinfbrced　concrete　that　is　designed　with　steel　bars　to　withstand　all　tensile　stress．

However，　concrete　is　a　significantly　weak　material　against　tensile　stress．　The　occuπence　of　a

high　level　oftensile　stress　at　the　tunnel　face　can　cause　cracks　and　a　collapse　into　concrete　rubble．

For　these　reasons，　the　stability　of　a　tunnel　lining　is　defined　as　the　maXimum　tensile　stress．　The

definition　of　the　optimization　problems　can　be　summarized　as　follows：

ルtinimize the　max．　tensile　stress

Subject　to

the　max．　compressive　stress

the　max．　shear　stress

the　cross　sectional　area

≦the　allowable　compressive　stress　fbr　bending　moment　concrete

（18Mpa）

≦initial　value

≦initial　value
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5．4．3 Resu“s　and　discussions

The　plots　fbr　all　the　constraint丘1nctions，　namely，　the　maximum　tensile　stress，　the　stress　intensity

and　the　lining　area，　are　shown　in　F屯ures　5．13（a）～（c）．　Comparisons　of　all　constraint　conditions

fbr　both　shapes　are　also　shown　in　Table　5．3、　The　maXimum　tensile　stress　is　reduced　from　4．85　to

3．89Mpa，　about　20％，　through　seven　iterations．　The　results　also　show　that　all　design　constraint

conditions　are血1filled　after　the　calculation．　The　optimal　shape　determined丘om　the　optimization

program　is　illustrated　in　Figure　5．14．　Compared　with　the　initial　shape　that　has　a　unifbml

thickness　of　800　mm，　the　lining　thickness　of　the　optimal　shape　is　thinner　at　the　tunnel　crown，　but

thicker　at　the　spring　line　and　the　tunnel　invert．　The　results　have　the　same　tendency　as　the　data

obtained丘om　both　model　tests．
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Figure　5．13　Constraint　fUnctions　of　the　tunnel　problem
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Table　5．3　Comparisons　ofthe　constraint　conditions

Constrain　conditions Initial　sha　e Otimalsha　e
Max．　tens目e　stress　　　　MPa 4．85 3．89

Max．　com　ressive　stress　　MPa 14．56 15．39

Max．　shear　stress　　　　　　a 5．76 5．76

Cross　sectional　area　　　　m2 18．89 18．89

⊥
一「

315

　1
一．

一「
　i
lll8

　　　　Initial　shape

　　　　800mm

’…／

unit：mm

Figure　5．14　Optimal　shape　of　the　tunnel　lining

5．5 Conclusion

The　optimal　shape　of　a　tunnel　lining　can　be　calculated　using　the　design　model　concept．　The

boundary　and　the　surface　ofa　tunnel　lining　change　in　each　calculation　step　while　searching　for　the

optimal　shape．　From　all　the　above　results，　it　can　be　concluded　that　the　optimization　program

proposed　in　this　paper　has　the　capability　of　simulating　the　tunnel　problems．　Moreover，　the

optlmizatlon　program　can　be　applied　to　improve　the　stability　oftunnel　linings．
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　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Chapter　6

SUMMARY　ANI）CONCLUSIONS

The　main　purposes　of　this　thesis　have　been（1）to　simulate　the　shield　excavation　processes　by

FEM　and　to　use　it　for　the　driVing　control　of　shield　machines，（2）to　investigate　the　mechanical

behaVior　of　flat－shaped　tunnel　linings　through　model　tests，　and（3）to　develop　the　optimization

program　for　designing　the　optima1　shape　of　segmental　linings　in　the　shield　tunneling　method．　The

results　of　each　chapter　are　concluded　below．

In　this　study，　it　has　been　shown　that　the　excavation　processes　of　a　shield　machine　can　be

simulated　by　remeshing　the　finite　element　mesh　at　every　small　advancement　of　the　shield．　The

specially　defined　elements，　namely，　the　excavated，　the　inter飴ce，　and　the　elongation　elements，　can

be　used　to　model　the　shield－soil　interaction　behavior．　The　properties　of　the　excavated　and　the

interface　elements　can　simply　be　assumed　as　the　proportion　of　Young’smodulus　to　the　intema1

丘iction　angle　of　the　surrounding　soi1．　A　reduction　factor　is　used　to　express　this　relation．　The

reduction　factor　can　be　evaluated　by　a　back　analysis　fテom　the　measurement　data　in　the　first　step

of　the　excavation．

The　driving　fbrces　that　should　be　generated　fbr　advancing　the　machine　can　be　calculated　by

totaling　the　acting　forces　on　the　shield　node．　The　driving　moments　which　program　the　machine　to

move　along　the　designated　curve　can　be　calculated　by　summing　the　products　of　the　nodal　fbrces

and　the　distance廿om　the　central　point　of　the　machine．　From　the　calculated　results　of　the

experimental　problems，　it　has　been　clarified　that　the　skin　fi・iction　is　a　large　portion　of　the　total

resistant　force　compared　with　the　earth　pressure　at　the　face．　At　the　curved　alignment，1arger

driVing　forces　and　driving　moments　are　required　in　order　to　control　the　machine　to　move　along　a

sharper　curve．　W　hen　considering　the　earth　pressure　acting　on　the　skin　plate　of　a　shield　machine，

the　pressure　increases　according　to　the　distance　it　moves　into　the　soil．
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This　analysis　program　can　also　be　apPlied　to　investigate　the　effects　of　shield　excavating　on　nearby

underground　structures．　The　excessive　earth　pressure　acting　on　the　underground　structures　can

be　controlled　by　limiting　the　distance　between　the　machine　and　the　structure．

The　idea　of　an　automatic　driving　control　method　fbr　shield　machines　has　been　introduced　by

utilizing　the　proposed　simulation　model　fbr　the　shield　excavation　processes．　In　addition　to

ground　properties，　the　reduction　factor　should　be　evaluated　carefUlly　in　order　to　obtain　accurate

results．　The　reduction　factor　is　thought　to　correlate　With　ground　and　machine　types．　Continuous

research　will　be　conducted　until　the　idea　of　automatic　control　systems　fbr　shield　machines　is

realized．

Comparisons　between　the　calculated　and　the　measured　data　show　that　the　required　driving　fbrces

and　the　driving　moments　calculated　by　the　proposed　method　are　slightly　greater　than　those　ofthe

actual　data丘om　the　excavation　field．　Therefbre，　it　is　thought　that　simulations　of　the　overcutter

and　the　articulated　jacks　are　necessary　for　obtaining　more　accurate　results．

ewCh　t　4

The　results　of　model　loading　tests　show　that　the　member　forces　of　a　tunnel　lining　increase　when

the　overburden　depth　increases．　At　the　same　overburden　depth，　the　member　fbrces，　namely，　the

aXial　force　and　the　bending　moment　generated　in　the　tunnel　lining，　grow　larger　as　the　tunnel

shape　becomes　flatter，　i．e．，　a　smaller　elliptic　ratio．　For　a　circular　tunnel，　the　axial　force　is　the　main

supporting　force　against　the　acting　earth　pressure．　On　the　contrary，　a　flat－shaped　tunnel　is　mainly

supported　by　the　bending　moment　at　the　spring　line．　In　the　case　of　a　uniform　lming，　the　intensity

ofthe　member　fbrces，　namely，　the　axial　fbrce　and　the　bending　moment，　can　be　used　effectively　to

evaluate　the　stability　of　the　tunnel　lining．　However，　fbr　a　nonunifbml　tunne1，　fbr　which　the

thickness　of　the　tunnel　lining　is　not　constant，　the　intensity　of　the　axial　fbrce　and　the　bending

moment　can　not　clearly　express　the　stability　of　the　tunnel　lining．　Thus，　the　intensity　of　the　stress

or　the　strain　generated　at　the　lining　surface　is　instead　used　to　directly　evaluate　the　stabmty．　In　this

research，　the　stability　of　tumel　linings　has　been　evaluated　by　the　intensity　ofthe　tensile　stress　at

the　surface　ofthe　tunnel　lining．　A　lower　level　oftensile　stress　means　a　more　stabile　tunnel　lining．

Tensile　stress　and　strain　normally　occur　at　the　inner　surface　of　the　tunnel　crown，　the　invert　and

the　outer　surface　ofthe　spring　line．　For　a　deep　overburden　depth，　the　tensile　stress　at　the　spring

line　is　dominant．　For　the　same　tunnel　shape，　changes　in　the　thickness　pattem　cause　the　stability　of
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the　tumel　lining　to　change．　The　thickness　pattern，　for　which　the　thickness　is　thicker　at　the　spring

line　but　thinner　at　the　tunnel　crown　and　the　invert，　is　the　most　stable　pattem　This　shows　that　the

stability　oftunnel　linings　can　be　improved　by　varying　the　thickness　pattern　and　not　increasing　the

overall　lining　area．

The　newly－developed　two－way　loading　device　can　be　used　to　investigate　the　mechanical

behavior　offlat－shaped　tunnels　under　a（ljustable　apPlied　loads．　The　effects　ofthe　lateral　pressure

ratio，　i．e．，　the　ratio　between　the　load　in　the　spring　line　direction　to　the　load　in　the　crown　and　the

invert　direction，　can　also　be　investigated　by　this　device．　Increases　in　the　lateral　pressure　ratio　or

the　load　in　the　spring　line　direction　support　the　tunnel　lining　against　vertica1　earth　pressure．　For

the　effects　of　tunnel　shape，　the　tendency　in　the　experimental　results　is　the　same　as　that　in　the

model　loading　tests，　namely，　that　a　circular　tumel　shows　the　most　stable　pattem　and　that　the

stability　decreases　when　the　elliptic　ratio　decreases．　The　eMciency　of　nonuniform　lining　to

improve　the　stability　of　tumel　linings　is　demonstrated．　It　can　be　concluded　that，　therefbre　a

nonuniform　lining，　which　is　thicker　at　the　spring　line　and　thinner　at　the　crown　and　the　invert，　has

more　potential　to　withstand　external　forces　than　a　uniform　lining．

An　optimization　program，　based　on　the　finite　element　method，　has　been　initially　developed　to

analyze　the　two－dimensional　elasticity　ofstructure　problems。　However，　the　program　also　has　the

potential　to　simulate　tumel　problems．　The　validity　of　the　developed　program　is　proved　by

analyzing　two－way　loading　tests　and　then　comparing　the　numerical　results　with　the　experimental

data．　The　results　show　that　the　optimization　program　can　be　used　effectively　to　simulate　the

experiments．　Finally，　applying　the　developed　program　fbr　the　purpose　of　improving　the　stability

of　tunnel　linings　for　given　conditions　is　demonstrated．　However，　several　improvements　are　still

necessary　in　order　to　refine　the　developed　analysis　procedure．　These　improvements　include

introducing　more　sophisticated　constitutive　equations　fbr　materials，　simulating　the　tumel

excavation　by　stress　release，　and　considering　the　effects　of　underground　water．
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　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Appendix　A

LAW　OF　SIMILITUDE　FOR　TUNNEL　MOI）EL　TESTS

Model　tests　are　the　most　popular　method　used　to　investigate　the　mechanical　behavior　of

structures　in　the　field　of　civil　engineering．　This　is　because　model　tests　are　more　economical　than

in　situ　tests　which　are　usually　impossible　to　carry　out　on　a　fUll　scale　or　in　the　field　test　For

concrete　structures，　it　is　necessary　to　choose　a　model　material　and　a　size　that　can　best　express　as

close　to　the　some　behavior　after　loading　as　the　prototype　structure．　In　this　section，　the　idea　and

the　concepts　ofa　similitude　law　for　tunnel　model　tests　are　proposed　and　discussed．　The　proposed

method　is　applied　for　detemining　the　model　propenies　and　the　sizes　in　two－way　loading　tests，　as

described　in　Chapter　4．

To　simulate　a　tunnel　structure，　the　concept　ofthe　similitude　ratio　（M　is　widely　used．　As　shown　in

Figure　A．1，　a　model　tunnel　with　a　shape　1／7V　times　the　prototype　is　loaded　under　an　overburden

height　1刀V　times　the　prototype．　However，　the　model　material　is　ordinarily　different廿om　the

prototype　material．　The　thickness　ofthe　model　lining　should　be　detemined　in　order　to　obtain　the

same　deformation　mode　as　the　prototype，　which　of　course　is　not　1／N　times　the　prototype．　The

defommation　or　the　deflection　of　the　model　lining　should　be　10V　times　the　prototype；thus，　the

model　material　and　the　size　should　be　detemined　to　reach　these　objectives．

The　tunnel　structure　is　mainly　deformed　by　the　bending　moment，　regardless　ofthe　effects　ofthe

axial　force．　Therefore　the　deflection　ofthe　tunnel　structure　can　be　expressed　by　the　beam　formula，

in　order　words，

　　　kqL‘

δ＝
　　　　EI

（A－1）

where　q　is　the　external　load，　L　is　structural　length，　E　is　the　modulus　of　elasticity，1is　the　moment

of　inertia，　and　k　is　the　dimensionless　value　which　depends　on　the　load　and　the　boundary

conditions．
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Figure　A．1　Simulation　ofthe　tumel　structure

As　shown　in　Figure　A．1，　the　relations　of　the　model　and　the　prototype　can　be　expressed　as

gバ％／7V　and　L．＝L〆N．　In　order　to　obtain　the　same　deformation　mode　of　the　model　as　the

prototype，　the　relations　fbr　both　deflections　should　be

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　δm＝δρ／」V　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（A－2）

The　denection　ofthe　model　structure　can　be　calculated　by　the　fbllowing　equation．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　δ。勾。L：．如・鵬／N］9・弓　　　（A．3）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　励E。1。　　E。輪　　NsE。輪

Substituting　the　E叩ation　A－3　into　Equation　A－2，　the　relation　of　the　model　and　the　prototype

can　be　obtained，　namely，

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　δ＝句・場。生二媚　　　　
（A－4）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　mNsE。輪N屹。4

E叩誕ion　A－4　can　be　rewritten　as　fbllows：
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or

E。1mニEみ／N4

E。’iニE，弓／N4

（A－5）

（A－6）

where　tm　and　tp　are　the　measurements　of　thickness　for　the　model　and　the　prototype　lining，

respectively．

Equation　A－6　should　be　satisfied　in　order　to　obtain　the　reliable　test　results　from　the　model　tests．

Thus，　the　elastic　modulus　and　the　size　of　the　model　should　be　chosen　to　satisfy　the　above

equation．　Based　Equation　A－6，　the　relations　between　the　model　and　the　prototype　structure　are

plotted　in　Figures　A．2（a）and（b）．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ハ
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Figure　A．2　Similitude　law　of　the　bending　stmcture（Nニ100）

From　Figure　A．2，　ifplaster　with　an　elastic　modulus　of　1933　Mpa　is　used　as　the　model　material　to

simulate　a　concrete　tunnel（Ep＝40，000　Mpa，　tp＝1．O　m）by　a　similitude　ratio　of　100，　the　thickness

of　the　model　lining　should　be　6　mm．　This　method　is　used　for　designing　the　model　lining　in

Chapter　4．

The　proposed　equation　is　a　guideline　for　designing　the　shape　and　the　size　ofthe　model　structures．

The　accuracy　and　the　reliability　of　the　model　tests　can　be　improved　by　applying　this　method．
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　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Appendix　B

21）SOLID　ISOPARAMETRIC　FINITE　ELEMENTS

Two　different　2D　finite　isoparametric　finite　elements　have　been　implemented　in　this　optimization

program．　These　isoparametric　finite　elements　are　formulated　in　a　unified　way　for　both　plane

stress，　plane　strain，　and　axisymmetric　conditions．　These　elements　have　3－and　4－nodes，

respectively，　and　are　shown　in　Figure　B．1．

　　　　　　　　　　　γ，ツ

（z，w）

　　　ξ∈∈誇

一付

3

1

　　　　　　　　2
ち迫．，．．t・・一・一・・

偏

η

やξ

x，u
（r，u）

Figure　B．1　This　figure　shows　the　domain，　the　node　numbering，　and　the　nodal　degrees　of　f「eedom

fbr　the　3－，　and　4－node　2D　isoparametric丘nite　elements．　Local，　non－dimensional　coordinatesξ，

ηand　area　coordinatesξ，，ξ2，and　4，　are　shown　for　the　quadrilatera　1　and　triangular　elements，

respectively

B．1 Shape　functions　for　2D　solid　isoparametric　finite　elements

Within　the　isoparametric　formulation　of　a　finite　element　with　an　arbitrary　number　n　of　nodal

points，　the　same　set　of　shape　fUnctions

ノVi＝ハξ・（ξ，η），　i＝1，＿，〃 （B－1）

is　used　fbr　the　interpolation　of　global　x，．y　coordinates廿om　nodal　values　x、　andγ、　and　of

displacements　fUnctions　u，　v丘om　nodal　values　u，　and　vゴ，　namely，
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　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　n　　　　　　　　　　　　　　　　　　n

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　x＝ΣN，Xi，γニΣN，γl

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　i＝1　　　　　　　　　　　」＝1

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　n　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　n

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　u（x，ノ）＝ΣNμ1，v（x，γ）＝ΣN，ul

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　i＝1　　　　　　　　　　　　　　　　i＝1

Shape　fUnctions　for　the　4－node　elements　are　given　in　TabRe　B．1．

Table　B．1　Shape　fUnctions　for　the　4－node　2D　solid　isoparametric　elements

（B－2）

（B－3）

　　　　　1

N，＝ X（1－9）（1一η）

　　　　1

N・ニ 堰i1＋9）（1＋η）

　　　　　1

N・＝ 噤i1＋4）（1一η）

　　　　　1

N・＝ y（1－4）（1＋η）

In　the　case　of　triangular　isoparametric　elements，　the　interpolation　filnctions　are　conveniently

defined　in　terms　of　non－dimensional　coordinatesξ1，ξ2，and　4，　Within　the　elements，　as　shown　in

Figure　B．1．Only　two　ofthe　three　dimensionless　area　coordinates　are　mutually　independent，　due

to　the　constraint　relation，　in　other　words，

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　4，＋ξ2＋4，＝1　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（B－4）

If　4，　andξ2　are　selected　as　independent　coordinates，　the　fbllowing　relations　are　obtained

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　g，ニξ，　g，＝η，　ξ3ニ1一ξ一η　　　　　　　　　　　　　　　　（B－5）

Derivatives　with　respect　toξandη，with　constraint　in　Equation　B－4　taken　into　account，　can　be

fbund　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　旦．∂．∂，旦．∂．∂　　　　但．6）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　∂ξ，∂4，　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　∂〈ち　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　∂η　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　∂ξ　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　∂4，

The　element　matrices　for　the　triangular　elements　can　be　formulated　similarly　to　the　quadrilateral

elements　by　using　Equ飢ions　B．4－B．6．　The　shape血nction　fbr　the　3－node　elements　are　given　in

Table　B．2．
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Table　B．2　Shape　fUnctions　for　the　3－node　2D　solid　isoparametric　elements

N，＝4，　ハr2＝ξ2　N，ニ4，

B．2 EEement⑨tiffness　mat「ix

Element　stiffiiess　matrix　k　is　given　by

k・ F「EBI」14ω （B－7）

Here，ωis　the　domain　of　the　finite　element　in　its　local　coordinate　system（see　Figure　B．1）and

lJl　is　the　deterrninant　of　Jacobian　matrix　J　which　defines　the　transformation　of　differentials　dξ

and　4ηinto　d　r　and　dy　at　each　point．　Like　J，　strain－displacement　matrix　B　depends　on　the

coordinates　ofthe　nodal　points，　whereas　constitutive　matrix　E　depends　only　on　the　constitutive

parameters　ofthe　assumed　linearly　elastic　material．

For　the　plane　stress　and　strain　conditions，　dto＝t　d4drp，　where　t　is　the　thickness　of　the　finite

element．　For　rotational　symmetry，4ω・2πア4物，　For　which　r　is　the　radius．　The　aXis　of

rotational　symmetry　is　assumed　to　be　parallel　to　theγ一aXis，　as　shown　in　Figure　B．1．

Expressions　for　Jacobian　J　and　strain－displacement　matrix　B　can　be　found　in　a　uniform　way　for

the　plane　stress，　the　plain　strain　and　the　aXisymmetric　finite　elements，　if　strain　vector　E　is　defined

in　the　following　way：

・勧・もε．γη・、Y （B－8）

In　order　to　obtain　the　relations　between　the　standard　notations　for　aXisymmetric　problems　and

the　notations　used　here，　it　should　be　noted　thatγ＝x，　z＝y，　w＝v，ε，ニε．，εt＝εy，γn＝7．，　and

εθ＝ε、，as　indicated　on　Figure　B．1．

Element　nodal　vector　d，　containing　nodal　displacements　is　given　by

d＝餉；…dl…dげ （B－9）
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where　vector　di　of　the　nodal　degrees　of　f㌃eedom　is

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　d，ニ｛U，v、｝T，　i＝1，．．．，n

The　relation　between　strain　vectorεand　displacement　vector　d　is

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ε＝Bd

Strain－displacement　matrix　B　can　be　found　to　have　the　following　form

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　B・［blb、＿b、＿bn】

where　submatrix　bi，　which　is　associated　with　nodal　point　i　of　the　finite　element，

form

b，＝

ぷ
・o花Nγ

　γ其Or㌧r胞0

iニ1，．．．，〃

　　　　　（B－10）

　　　　　（B－11）

　　　　　（B－12）

has　taken　the

　　　　　（B－13）

The　fourth　row　in　b，　is　used　only　in　the　case　of　an　aXisymrnetric　problem．　The　derivatives　ofthe

shape　fUnctions　with　respect　to　x　and　y　are　given　by

　　　　　　　　　　　　　　　　　　｛；：｝・［i劔C：1｝・rC：i］・，・1・…・〃　（B－14）

where　matrix　r　is　the　inverse

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　r＝J－1　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（B－15）

of　the　Jacobian

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　J・［1：1；：；］・1＝1［撰：1；：］　（B－16）
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B．3 Consistent　nodal　load　vector

Consistent　element　load　vector　f　is　given　by

f＝白刊」14ω＋帆「凪I」1吻 （B－17）

whereωis　the　domain　of　the　finite　element　in　its　local　coordinate　system，　FB　represents　body

fbrces，　Z　is　the　boundary　described　in　curvilinear，　non－dimensiona1ξorηcoordinates　fbr　the

element　at　which　boundary　fbrces　Fs　are　applied，　and　N　contains　shape血nctionsハ「1．　ln　the

boundary　integra1，　N　and　lJl　are　evaluated　by　2〃．For　the　plane　stress　and　strain　conditions，

dZ・tdZ，where　t　is　the　thickness　ofthe　finite　element；for　rotational　symmetry，　dZニ2πrdZ，

in　which　r　is　the　radius．

B．4　Consistent　and　lumped　mass　matrices

Consistent　element　mass　matrix　m　is　given　by

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　mニf．　pN’NIJid・D （B－18）

Here，ωis　the　domain　of　the　finite　element　described　in　curvilinear，　non－dimensionalξ一η

coordinates　fbr　the　element（see　Figure　B．1）．ρis　the　mass　density，　N　contains　shape　fUnctions

N，，and　IJI　is　the　deteminant　of　Jacobian　matrix　J．

Lumped　mass　matrices　are　used　in　this　analysis　program．　They　are　generated　using　the　popular

HRZ　lumping　scheme（see　Cook，　et　a1．，1989）．　The　idea　ofthis　method　is　to　use　only　the　diagonal

terms　of　the　consistent　mass　matrix，　but　to　scale　them　down　in　such　a　way　that　the　total　mass　of

the　element　is　preserved．　The　procedural　steps　are　as　follows：

　　・Computer　only　the　diagonal　coeMcients　mii　of　the　consistent　mass　matrix．

　　・Compute　the　total　mass　of　element　m．
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　　・Computer　a　number　s　by　adding　diagonal　coe伍cient　mii　associated　with　the　translational

　　　　d．o．f（degree　of廿eedom），　but　not　the　rotational　d．o．f，　if　any，　that　are　mutually　parallel　and

　　　　in　the　same　direction．　The　number　of　these　translational　d．o．f　is　denoted　by　x．

　　・　Scale　a　11　the　diagonal　coe缶cients　by　multiplying　them　by　the　ratio　xm／s，　thus　preserving　the

　　　　total　mass　of　the　element．

This　HRZ　lumping　procedure　is　used　for　all　the　elements　in　the　analysis　program　when　generating

lumped　mass　matrices．

E．5　　Element　initial　stress　stiffness　matrix

In　the　derivation　of　element　initial　stress　stiffhess　matrices，　it　is　convenient　to　reorder　noda1

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ゆdegrees　off㌃eedom　by　introducing　element　displacement　vector　d，where　the　translational　d．o．f

are　reordered　so　that　first　all　x－direction　d．o．f　are　given，　and　then　y，　as　fbllows

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　d硲＝｛Ul　u、．．．・，．．．〃。　v、　v、．．．・，＿・n｝T　　　　　（B－19）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ホRelating　the　d．o．f　to　the　reordered　element　vector　d，the　element　initial　stress　stiffiless　matrix

kσfor　the　2D　isoparametric　finite　elements　is　given　by

k。＝f．G’SGIJIi・D （B－20）

Here，ωis　the　domain　ofthe　finite　element　in　its　local　coordinate　system（see　Figure　B．1）Gis　a

matrix　obtained　by　an　appropriate　differentiation　of　shape　fUnction　N，，　S　is　a　matrix　of　the　initial

stress　leve1，　and　IJI　is　the　determinant　of　Jacobian　matrix　J．

Matrix　G　is　given　by

G・
m1：］

（B－21）

where　each　submatrix　g　is　given　by

150



　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　9・［；：レ＝1・…・n　　e－22）

Stress　matrix　S　is　given　by

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　S・［82］　　　（B－23）

where　each　submatrix　s　is　defined　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・☆］　　　（B－24）

Here，σx，τry，etc．，　are　stress　level　found　by　the　initia1　static　stress　ana　lysis．

B．6　Gauss　quadrature

The　Gauss　integration　rules　used　for　the　2D　isoparametric　finite　elements　are　given　in　Table　B．3．

Table　B．3　Gauss　quadrature　used　for　the　2D　solid　isoparametric　finite　elements

Inte　ration　rule

Element　type k m kσ ε．σ

3－node 1－oint 1－oint 1－oint 1－oint

4－node 4－oint 4－oint 1－oint 1－oint
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