
      

      

 

 
 

 

기계화시공 기술위원회 

 Annual Technical Report 

토사지반 쉴드 TBM 막장압 산정을 위한 가이드라인 

(Recommendations for Face Support Pressure 

Calculations for Shield Tunnelling in Soft Ground) 

 
 

 

2019 

 

 

 

 

 

 

작성자 

김 대 영 

송 명 규 

이 세 진 

정 재 훈 

강 한 별 

출 처 
Deutscher Ausschuss für unterirdisches Bauen e. V. (DAUB), 

German Tunnelling Committee (ITA-AITES) 



      

      

 

List of Variables  

  



      

      

 

  



      

      

 

 

  



      

      

 

1. 목적 

본 보고서는 쉴드 TBM 공사 중 터널 막장 안정성 평가 방법과 실무적으로 막장압을 계산할 수 

있는 가이드를 제공하기 위해 작성되었다. 특히 예상되는 지반조건 별로 선택하여 계산하는데 

도움이 되도록 작성되었다. 보고서 구성은 첫번째 장에서 보고서 개요를 설명하였고 두번째 

장에서 터널 안정성 평가의 목적과 토사지반에서의 막장 안정성과 관련한 기술을 소개하였다. 

세번째 장에서는 독일의 터널 막장안정성 평가에 관한 기본 개념에 따른 막장 안정성을 평가, 

계산 하는데 근거가 되는 과학적 이론이 소개 되었다. 네번째 장에서는 토압을 지지하기 위한 

막장압에 대한 내용을 다루었으며, 다섯번째 장에서는 수압에 대한 대한 막장압 산정에 대해 

설명하였다. 여섯번째 장에서는 쉴드 TBM의 막장압 산정을 위해 가장 적절한 계산방법을 

상세하게 설명하였다. 일곱번째 장에서는 추가적으로 고려되는 기타 내용에 대해 설명하였다. 

 본 보고서는 기존의 재래식 터널 굴착과 암반용 터널에 관한 막장압 산정 및 안정성 평가 

방법은 포함하지 않았고, 토사지반에서의 TBM 굴진에 대해서만 작성되었다. 또한 지반조건의 

다양성을 고려해 본 보고서에서 기술된 계산, 방법론, 안전성 개념을 절대적 지침으로 사용하면 

된다. 기본적으로 엔지니어의 실무적, 경험적 판단이 함께 요구되며, 국제 터널 커뮤니티, 학회 

등을 통해 다양한 터널 안전성 평가 방법에 관한 다양한 사례 및 경험 등이 사용되어야 한다.  

  



      

      

 

2. 기계식 굴착에서의 터널 막장 안정성 

2.1 터널 막장 안정성을 위한 조건 및 막장압 계산의 목적 

터널 안정성 평가 목적은 터널 막장에 작용하는 지하수의 압력과 토압을 조사하고 터널 

막장을 지지할 수 있는지 분석하는 것이다. 만일, 터널 막장 자립을 위한 지보력이 부족하다면, 

터널 막장에 막장압을 가해야 한다. 이때 막장압은 터널 막장을 안정화시키도록 토압과 

지하수압을 지지할 수 있어야 한다. 

 기본적으로 막장압 설계에는 두가지 관점을 가진다. 첫번째 관점으로 본 보고서에 기술된 바와 

같이 터널 안정성을 확보할 수 있는 막장압을 계산하는 것이다. 여기서는 막장압이 터널 막장에 

작용할 때 지반의 변형발생을 고려하지 않는다. 여기서의 막장압 계산은 터널 막장이 붕괴되는 

것을 피할 수 있는 최소한의 막장압을 계산하기 위한 것으로써, 극한상태개념이 적용된다. 이와 

관련한 다양한 분석(계산) 방법들은 4절에 기술되었다.  

 두번째 관점으로는 사전에 결정된 지반의 변형한계를 준수하는 범위로 설계하는 것이다. 

여기서는 소요되는 지반 변형 기준을 근거로써 막장압(그리고 결과적으로 테일 보이드의 

그라우팅 주입압력까지)을 정하게 된다. 이러한 접근방식은 굴착 중 지반의 변형이 주요 

설계기준으로 간주되기 때문에 사용한계개념이 적용된 것으로 볼 수 있다. 대부분의 경우에 

사용 기준을 만족할 수 있는 막장압을 결정하도록 TBM장비와 지반사이 상호작용에 관한 

수치해석 분석이 필요하다.  

최적의 막장압 설계는 불필요하게 큰 막장압은 오히려 굴진 중 TBM 마모 증가와 에너지 소모와 

같은 악영향을 끼칠 수 있기 때문에, TBM 운영에 관해서도 고려해야 한다. 더불어, 압기 

조건에서의 인터벤션 작업 시 안전과 관련된 문제가 발생할 수 있다. 또한 굴착 중 막장 유지를 

위한 막장압보다 더 큰 막장압을 가했을 경우에 토피의 할렬 및 분출을 야기 시킬 수 있기 

때문에 무조건 막장압을 높이는 것이 안정성에 유리한 것은 아니다. 반대로 최소 요구 수준의 

막장압으로 운영할 때 지반의 침하감소에 도움이 될 수도 있다. 끝으로 프로젝트 성공 여부를 

결정하는데 원활한 TBM 굴진을 위한 막장압 계산 범위 뿐만 아니라, 사전에 막장 지지 

방식(토압, 슬러리)을 적정하게 선정하는 것도 중요하다. 

 

2.2 쉴드 TBM 기술 및 적용 범위 

토사 지반에서의 기계식 터널 굴착을 위해 장비의 지지방식은 매우 중요하다. DAUB에서 제시한 

장비선정 및 평가 시트에 따르면, 토사 지반에서의 쉴드 TBM 장비 타입은 막장 지지 방식에 

따라 다음의 그림 1과 같이 구분된다. 

 



      

      

 

 

그림 1. 터널 장비 구분(DAUB, 2010) 

 

DAUB에서는 전단면 쉴드 TBM의 막장압 지지 방식에 따라 5가지 카테고리로 정의하고 있다. 

이번 장에서는 TBM 유형 별 특징에 대해 다루었으며, 특히 슬러리 TBM과 EPB TBM에 관해 

중점적으로 막장 지지 방법에 대해 서술하였다. 이러한 이유는 전세계적으로 쉴드 TBM 별 사용 

현황이 그림 2와 같기 EPB TBM과 슬러리 TBM 비중이 높기 때문이다. 

 

 

그림 2. 생산 터널 장비의 종류별 수량 비교 (Thewes, 2007) 

 

 

 

 



      

      

 

2.2.1 무지보 쉴드 TBM  

무지보 쉴드 TBM은 Open TBM으로도 설명할 수 있으며, 챔버를 대기압 상태로 운영된다. 

굴착되는 토사량과 챔버로부터 배출되는 토사량은 균형을 맞추며 TBM이 굴진하게 된다. 이러한 

방법은 터널 막장이 안전하고 지하수 유입이 예상되지 않은 경우에 적용될 수 있다. 

 

2.2.2 기계식 지지 쉴드 TBM  

기계식 지지 쉴드 TBM 장비는 역사 상 과거 사용된 바 있으나 현재는 더 이상 장비 사용을 

추천하지 않는다. 

 

 2.2.3 압축공기 지지 쉴드 TBM 

쉴드 챔버 안에 압축공기로부터 막장을 지지하게 된다. 일반적으로 이러한 타입은 오직 

지하수압이 작용되는 경우에 막장압 적용하게 되며, 터널 막장은 유효응력에 따라 안정해야 

한다. 지난 20여년동안 토사지반에서 압축공기에 의한 지지는 일반적인 굴진방법으로써 흔하게 

사용되지 않았다. 슬러리 TBM과 EPB TBM을 사용하는데 있어 부가적인 시스템(압축공기 지지 

시스템)으로써 TBM이 정차하는 동안 사용되고 있다(인터벤션 중 사용). 

  

2.2.4 슬러리 TBM 

슬러리 TBM 장비의 경우에, 굴착 챔버(전면 챔버)와 작업 챔버(후면 챔버)가 그림 3과 같이 

슬러리로 채워진다. 슬러리는 물과 벤토나이트 입자의 현탁액을 말하며, D-wall 기술에서의 

슬러리와 동일한 개념으로 사용되고 있다. 굴착 챔버와 작업 챔버는 격벽으로 분리되어 있다. 두 

챔버 사이의 흐름은 격벽 바닥의 오프닝에 의해 가능하다. 굴착 챔버에는 벤토나이트 슬러리가 

완전히 채워져 있으며 작업 챔버의 슬러리 레벨은 일반적으로 장비 축보다 약간 높도록 

조정된다. 

 챔버 내부의 막장압력은 챔버 내부 압축압력 탱크(air cushion or air bubble로 불리는)의 압력을 

조절함으로써 제어할 수 있다. 굴착된 토사는 슬러리와 함께 섞인 상태로 흡입구와 지상에 있는 

슬러리 플랜트와 연결된 배출관을 통해 펌핑 된다. 새롭게 생산되거나 재생산된 슬러리는 

슬러리 공급관을 통해 굴착챔버로 연속적으로 공급된다. 이외에 TBM 장비에는 암석 파쇄기와 

체가름망이 설치되어 있어, 버력이 흡입구로 들어오기 전에 슬러리 배관으로 압송될 수 있는 

사이즈로 크기를 줄여 준다. 

 



      

      

 

 

그림 3. 슬러리 쉴드 TBM (Herrenknecht.de) 

 

슬러리 TBM의 적용범위는 다음 그림 4에서 A영역과 같다. A 영역 안에 있는 토립자 크기는 

벤토나이트 용액에 의해 막장을 효율적으로 지탱할 만큼 충분히 작지만, 버력으로부터 쉽게 

분리될 수 있을 만큼 충분히 크다. B 영역은 세립 모래 및 점토 구간으로, 재료 분리가 어렵고 

클로깅이 발생할 수 있다. C 영역은 매우 큰 입경의 자갈구간으로 균질한 입도의 자갈로써 매우 

높은 투수성을 가지고 있다. 높은 농도의 슬러리 용액은 지반 안에서 정체 없이 침투가 잘 되며, 

이러한 경우에 막장 지지작용 효율은 떨어진다. 이때는 벤토나이트 슬러리가 지반의 큰 공극을 

막을 수 있도록 필러재료를 투입해야 한다. 벤토나이트 슬러리를 위해 요구되는 특성은 다음의 

2.4.1절에 설명하였다. 

 

 

그림 4. 슬러리 쉴드 TBM의 적용 범위(Thewes, 2009) 



      

      

 

2.2.5 토압식 TBM(EPB) 

그림 5와 같은 EPB TBM은 터널 막장 지지를 위한 재료로써 굴착된 토사를 사용한다. 원 지반 

토사가 커터에 의해 굴착 되면 굴착 챔버 내부로 들어간다. 굴착되는 흙의 부피는 TBM 굴진 

속도에 의해 조절된다. 막장압력은 스크류 컨베이어의 배토량과 폼 주입에 의해 조절된다. 굴착 

챔버 내부의 흙 상태는 막장을 효과적으로 지지할 수 있는 상태가 되어야 한다(2.4.2). 챔버 

내부의 흙 상태는 챔버 내부에 폼과 같은 첨가제를 주입함으로써 조정가능하다. 

 

 

그림 5. 토압식 쉴드 TBM (Herrenknecht. de) 

 

EPB TBM의 주요 적용 범위는 조립질 흙에 해당한다. 굴착 자갈질 토사를 통과하는 경우(영역 

2, 그림6)에 첨가제로써 폼이 사용되어야 한다. 자갈 지반은 EPB TBM의 가능 범위에서 확장된 

영역에 해당된다. 영역 3과 4에 해당되는 경우에, 배출토사가 적절히 배토 될 수 있는 특성을 

가지도록 굴착 챔버 안으로 폴리머와 폼 등을 주입해야 한다.  

 

 

그림 6. EPB 쉴드 TBM 적용 범위(Thewes, 2007) 



      

      

 

EPB TBM은 터널 막장안정성에 따라 다양한 모드로 굴진 되며, TBM 운영 모드는 다음과 같다. 

 

● Open mode  

Open mode는 굴진 중 굴착 챔버가 거의 비워있는 상태를 말한다. 그러므로 터널 막장에 

막장압이 작용하지 않는다. 만일, 터널 막장안정성이 확실히 자립하고 터널 막장 또는 

챔버압으로 들어오는 지하수가 굴진에 문제를 야기하지 않는다면, Open mode로 굴진할 수 

있다. 

 

● Transition mode  

Transition mode는 기본적으로 Closed mode로 굴진하나 챔버가 부분적으로 차있는 상태로 

굴진하는 방법이다. 굴착 챔버 안에 굴착 토사는 압축공기에 의해 가압 되며, 이것은 

챔버안으로 지하수가 유입되는 것을 방지하거나 피하는데 도움이 된다. 이러한 방법은 

터널 막장이 안정적이고 과굴착의 위험이 낮은 경우에 적용가능한다. Transition mode의 

주요 목적은 터널 막장 안으로 지하수 유입을 조절하는데 있다. 빠르게 Closed mode로 

변환이 가능하다. 

 

● Closed mode  

Closed mode는 굴착 챔버가 완벽하게 굴착 토사로 채워지고 가압된 상태로 굴진되는 

모드이다. 작용되는 압력은 토압과 수압으로부터 균형을 맞추게 된다. 이러한 굴진 모드는 

지하수위 아래의 불량한 연약지반에 요구된다. 더욱이 막장압이 충분히 높을 때 굴착 중에 

제어되지 않은 물 유입을 방지 할 수 있다. 본 보고서에서는 Closed mode에서의 막장압 

계산 방법에 대해 소개하였다. 

 

2.3 터널의 막장 지지 메커니즘 

본 절에서는 각 TBM 종류 별 막장 지지 메커니즘을 설명하였다. 단, 무지보 굴진과 기계식 

방식은 무시되었다. 먼저 굴진 모드에 대한 막장 지지 메커니즘으로써 굴진 중단 시의 

압축공기를 이용한 막장 지지 메커니즘을 설명하였다. 

  

2.3.1 공기식 

굴착 챔버 안에 압축공기가 있는 방식을 말한다. 터널 막장으로 들어오는 지하수 유입을 

방지하도록, 토사의 공극으로 공기가 들어와 공극속의 수압과 균형을 유지하게 된다. 따라서, 

터널 막장에서 토압의 유효응력과 균형을 맞추기는 어렵다. 높은 모관흡수력을 가진 토사 

지반의 경우에 적용될 수 있다. 



      

      

 

 주의사항 : 슬러리 또는 EPB TBM에서의 굴진 중단 또는 굴진 모드 전환 시 사용될 수 있다. 

 

2.3.2 토압식 

토압식은 굴착 챔버 안에 토사가 커터헤드를 밀면서 전응력 형태로 터널 막장의 지지 압력이 

전면부에 지반으로 전달된다. EPB TBM의 적용범위가 점착력이 부족한 지반까지 확장될 수 있는 

것은 Soil conditioning을 통해 챔버 안의 굴착 토사가 낮은 투수성을 갖게 되며 이를 통해 응력 

전이가 가능하기 때문이다. 주요 적용 범위인 낮은 투수성의 점착성 지반은 지반에 

모관흡수력이 존재하기 때문에 별도의 투수성 감소 없이도 응력 전이 가능하다.  

 

2.3.3 슬러리 방식 

슬러리 TBM에서 벤토나이트 용액과 지반의 상호작용은 몹시 중요하다. 슬러리 압력은 터널의 

안정화를 위해 토압과 지하수압에 대응한다. 주로 지하수압에 대응하고, 여기서 초과된 압력은 

토압에 대응할 수 있도록 지반으로 응력 전이된다. 몇몇 이론을 통해 지반으로 막장압이 응력 

전이되는 원리가 설명되었다(e.g. Müller-Kirchenbauer, 1977; Broere & van Tol, 2000 or Bezuijen et al., 

2001). 현재 실무적으로 사용되는 슬러리 TBM의 주요 이론은 D-wall 공법에서 채용했으며, DIN 

4126 (2004)에 정리된 바 있다. 슬러리 TBM에서의 응력전이는 (1) 필터케잌과 (2) 침투존을 통한 

두가지 방법으로 구분된다(그림 7). 필터케잌으로 불리는 멤브레인은 터널 막장에 직접적으로 

불투수층을 만들어 내고, 이때 초과된 압력은 유효응력 형태로 토압을 지지한다. 두번째로 

침투존을 통한 방법은 초과된 슬러리 압력이 지반으로의 침투 깊이 전반에 걸쳐 슬러리 용액과 

토입자 사이의 전단응력을 통해 응력을 전달하게 된다.  

 

그림 7. 슬러리 초과압력의 토체 응력 전이  

 

이런 이유로, 압력 전달 메커니즘과 벤토나이트 용액이 지반을 침투하는 과정 사이에는 

상관관계가 존재한다. 따라서 벤토나이트 현탁액 내 입경사이즈와 토사지반의 공극 사이의 

관계가 중요하다.  

 



      

      

 

2.3.4 TBM 굴진 중단 및 인터벤션 동안의 굴착 챔버의 막장압 

터널 막장압은 TBM 굴진 중에 터널 막장을 지지하는 것 뿐만 아니라 TBM 굴진 중단 

상태에서도 막장을 지지해야 한다. 일반적으로 EPB TBM은 TBM이 멈춰 있는 동안에 굴착 챔버가 

채워져 있다. 이때 막장압은 적정 폼 주입에 의해 유지된다. 물과 폼 분리는 굴착 챔버의 

천단부에 공기가 발생되는 문제를 발생시킬 수 있다. 슬러리 TBM은 다운타임 동안 터널 막장 

지지를 위해 필터케이크나 침투존이 형성하게 되며, 굴착 챔버안의 초과 슬러리 압력을 통해 

지지압력을 유지할 수 있어 훨씬 더 간단하다. 보통 TBM 인터벤션은 커터헤드의 유지보수 및 

조사를 위해 필요하다. 

터널의 막장지지 메커니즘은 사용되는 장비의 타입에 따라 약간씩 다르다. 일반적으로 슬러리 

TBM은 터널 막장 유지를 위해 필터케잌이 사용된다. 터널 막장에서 기존 필터케잌은 터널면을 

밀봉하고 초과된 압력이 지반으로 전달되도록 한다. 장시간 인터벤션 동안에는 필터케잌이 

건조하고 수축되기 때문에 필터케잌을 재생산해야한다. 필터케잌이 건조하게 되면, 지반으로 

전달되는 초과압력이 감소할 수 있다. EPB TBM은 압축공기를 이용한 인터벤션의 난이도가 터널 

막장의 지반조건에 따라 좌우된다. EPB TBM의 주요 적용범위(Section 2.2.5)에서는 지반의 

모관흡수력이 높기 때문에 비교적 쉽게 인터벤션을 수행할 수 있다. 그러나 자갈층과 같이 

확장된 범위의 지반조건에서 인터벤션을 하는 것은 더 복잡하다. 이러한 경우에는 Jet 그라우팅 

블럭 안에서 인터벤션하는 것을 선호하게 된다. Jet 그라우팅 블럭은 초과 공기압이 굴착 

챔버안으로 유입되는 지하수 흐름을 방지하는 동안 대상 지반을 안정화 시킬 수 있다. 다른 

방법으로써 압축공기를 작용할 수 있도록 굴착 챔버 안에 일시적으로 슬러리를 채워 슬러리 

필터 케잌을 생성시킴으로써 터널 면을 밀봉시키는 것이다. 일반적으로 압축공기를 이용한 

인터벤션에서는 대다수 국가에서 작업 시의 공기압, 감압, 압기 시 작업시간에 대한 허용 규정에 

대해 안전 및 보건규정을 따르게 한다. 만일 더높은 압축공기가 터널 막장 안정을 위해 

요구된다면, 작업자들은 챔버 안으로 특수한 가스 혼합물을 호흡하면서 들어가야만 한다(e.g. 

TRIMIX [Holzhäuser et al., 2006]).  

한편, 슬러리 TBM은 추가적인 옵션으로써 굴착 챔버안에 슬러리를 낮추지 않고 포화 

다이버를 배치하는 것이다. 이러한 방법은 극도로 힘들고 비용이 많이 소요되므로, 오직 특수한 

경우에만 적용할 수 있다. 

 

2.4 지지 재료에 대한 요구조건 

2.4.1 벤토나이트 슬러리 

벤토나이트 용액은 기본적으로 슬러리 TBM이 굴진하는데 두가지 기능이 있다. 첫번째 기능은 

파이프 계통을 통해 버력을 압송하는 기능이다. 이러한 기능 상, 슬러리의 항복강도와 겉보기 

점착력을 가능한 낮게 유지하는 것이 펌핑하는데 유리하다.  



      

      

 

두번째 기능으로는 터널의 막장을 안정화시키는 기능이다. 이러한 두가지 관점은 전체압력의 

전달과 국부적 압력 전달의 개념으로 구분된다. 슬러리의 항복강도는 두가지 경우에 모두 

관여하는 가장 중요한 매개변수이다. 슬러리의 특성을 결정하기 위한 표준화된 방법으로는 

다음의 예시로 찾을 수 있다(DIN 4126 (2013), Longchamp (2005) or Triantafyllidis (2004)). 

지반과의 상호작용은 일반적으로 흙안으로 침투하는 거리(m)에 대한 과잉 슬러리 압력의 

감소분으로 정의되는 압력구배(𝑓𝑠𝑜 )로 설명될 수 있다. 𝑓𝑠𝑜 는 이론적 변수이며, 침수깊이는 대개 

1m보다 훨씬 작다. 현재 압력 구배는 아래의 식 1로부터 계산될 수 있고, 또는 실험적으로 

결정할 수 있다. 

𝑓𝑠𝑜 =
3.5𝜏𝑓

𝑑10
                 (1) 

여기서, 𝑓𝑠𝑜 압력 구배(kN/m3) 

         𝜏𝑓  슬러리의 항복점(kN/m2) 

𝑑10  입경 사이즈(10%) 

 

만일 최대 침투깊이를 기본으로 실험적으로 결정한다면, 다음의 식을 사용할 수 있다. 

 

𝑓𝑠𝑜 =
∆p

𝑒𝑚𝑎𝑥
                 (2) 

여기서, 𝑓𝑠𝑜 압력 구배(kN/m3) 

        ∆𝑝  슬러리 초과 압력(kN/m2) 

𝑒𝑚𝑎𝑥  슬러리 최대 침투 거리(m) 

 

현재 사용중인 막장압 구배로 터널 막장에서의 슬러리 압력 전이 형태가 필터 케잌인지 

침투존인지를 예상할 수 있다. DIN4126에 따르면, 압력 구배가 200 kN/m3보다 작을 경우에 

침투존을 형성한다. 그림 8의 Case2번과 같이 슬러리가 지반으로 깊게 침투하게 되면, 

웨지형태의 지반을 안정화시키는데 도움이 되는 유효 주동 토압을 감소시킨다. 슬러리 특성에서 

압력 구배를 200 kN/m3 이상으로 설계하는 것으로 추천한다. 

 



      

      

 

 

그림 8. 벤토나이트 슬러리 침투로 인한 지지력 손실 : 

Case 1-no loss, Cass 2-partial loss 

 

국부적 압력 전이에 대한 관점에서 터널의 안정성은 토립자 수준으로 보게 된다. 슬러리 

용액의 항복점도는 미세 안정성을 보장해야 한다. 미세 안정성은 자중으로부터 토체 입자 단독 

또는 덩어리 형태로 떨어지는 것에 대한 안정성을 말한다.  

DIN4126에서 정해진 요구조건을 만족하기 위한 슬러리의 항복강도는 다음의 식 3으로 구할 

수 있다. 

 

𝑑10

2𝜂𝐹

𝛾𝜑

tan(𝜑′)
(1 − n)(𝛾𝐵 − 𝛾𝐵)𝛾𝐺 ≤ 𝜏𝐹                 (3) 

 

여기서, 𝑑10  입경 사이즈(10%) 

        n  지반의 간극률 

       𝛾𝐵  지반 단위중량(kN/m3) 

𝛾𝐺  영구 하중 조건에서의 부분안전율(GZ1C acc. To DIN 1054(=1.00) [-] 

𝛾𝐹  Fresh 슬러리 단위중량(kN/m3) 

𝛾𝜑  배수지반에서의 부분안전계수 하중 조건에서의 부분안전계수 

(GZ1C LF2 acc. To DIN 1054(=1.15) [-] 

𝜙′  배수지반 마찰각 

𝜂𝐹  슬러리 용액 항복점에 대한 편차율을 고려한 안전율 

 𝜏𝐹  슬러리 항복점(kN/m2) 



      

      

 

2.4.2 EPB TBM의 버력  

EPB TBM에서 토사 버력의 특성은 슬러리 용액과 비교하여 더욱 복잡하다. 토사의 굴착버력은 

흐 름 특성 또는 소성도, 내부마찰각, 전단강도, 안정성, 마모도, 클로깅 여부와 관련해 정해진 

특성들을 가져야 한다[Galli & Thewes, 2014]. 

원하는 거동 특성을 가지기 위해 토사 버력의 특정 변수들을 총족해야 한다. 버력들의 서로 

다른 특성들은 다음의 EPB TBM의 주요 적용범위나 확대된 적용 범위를 위해 요구된다(그림 6). 

주요 적용범위에서의 매개변수 특성들과 그것들의 목적은 다음 표 1에 제시되었다. 이들 

변수들은 실질적인 경험과 실험조사로부터 결정되었다. 주요 영역에서, 물은 버력의 특성을 

조절하는 매개 도구로 사용될 수 있다. 실제로 이러한 영역 안에서 폼은 버력의 압축성을 

개선하고 고착을 방지하기 위해 자주 사용된다. 

 

표 1. 주요 범위 안에서 지지재료 토사버력의 요구조건 

Ip denotes the plasticity limit and Ic the consistency index of soil [Thewes & Budach, 2010] 

Parameter  Desired property of the 

support medium  

Purpose  Reference  

Permeability  k < 10-5 m/s  To reduce groundwater 

inflow in the excavation 

chamber  

Abe et al. (1978)  

Good consistency for 

workability  

0.4 < IC < 0.75  To ensure flow behaviour  Maidl (1995)  

Maintenance of the 

pressure gradient in the 

screw conveyer  

0.6 < IC < 0.7  To enable the pressure 

difference between 

excavation chamber and 

conveyor belt (shield 

interior)  

Maidl (1995)  

Good compressibility  dependant on the 

geological conditions of 

the ground and 

geometrical dimensions 

of the shield machine  

To achieve homogeneous 

support  

Maidl (1995)  

Tendency to stick  IC < 0.5 or Ip < 20 %  To reduce stickiness  Maidl (1995), Hollmann 

(2012)  

Wear effect  IC < 0.8  To reduce wear  Maidl (1995)  

 

확장된 범위 안에서는 Soil conditioning이라고 말하는 첨가제 사용을 통해 원하는 특성을 

얻어야만 한다. Soil conditioning을 위해 사용되는 첨가제로 흔히 폼, 폴리머, 세립분 용액이 

사용된다. 이러한 첨가제는 커터헤드 앞, 굴착챔버 안, 스크류 컨베이어에 설치된 노즐을 통해 



      

      

 

굴진 중 또는 TBM 중단 중에 사용된다. 확장된 범위에서의 토사에 주입되는 최적 첨가제 사용 

양은 실용적인 경함과 실내시험 결과에 의해 결정될 수 있다[Vinai, 2006].  

토사와 첨가제가 섞인 혼합물에 대한 몇몇 실험방법들이 개발된 바 있다. 이들 방법은 표 2에 

제시 되었다.  작업성을 위해 추천되는 값으로 슬럼프 10~20cm, 그리고 토사 버력의 투수계수는 

k ˂ 10-5- 10-4 m/s로 조사되었다. 다음의 표 2와 같이 다른 실험 절차 및 매개특성 들은 특정한 

가이드 값이 따로 없다. 이들 실험 결과들은 경험에 근거해 평가되어야 한다. 더 상세한 

절차들은 다음의 표 1, 2의 참고문헌으로 확인할 수 있다. 

 

표2. EPB TBM의 적용 분야 증대에 따른 첨가제 또는 conditioned soil에 대해 수행된 실험들 

Type of test  Tested material  Purpose of the test  Reference  

Drainage test  Foam  To check the stability of 

the foam  

Vinai (2006), Budach 

(2012)  

Density  Foam  Foam density and actual 

foam expansion ratio  

Budach (2012)  

Mixing test  Conditioned soil  Reduction in friction, 

torque measurement  

Quebaud et al. (1998)  

Slump test  Conditioned soil  Good workability  Thewes et al. (2010), 

Vinai (2006)  

Permeability test  Conditioned soil  To control the water 

ingress into the 

excavation chamber  

Bezuijen et al (1999), 

Maidl (1995)  

Screw conveyor test  Conditioned soil  To determine the 

achievable pressure drop 

along the screw conveyor  

Bezujen & Schaminée 

(2001), Merritt & Mair 

(2006), Peila et al. (2007)  

Stability  Conditioned soil  Development of 

workability over time  

Vinai (2006)  

 

 

 



      

      

 

3. 독일의 터널 막장안정성 평가 개념 

독일 기준 ZTV-ING (2012)에서 막장압은 2가지 한계값 (lower limit, upper limit)을 사용한다 (ZTV-

ING의 RiL 853 (막장압 계산 관련) 참고). 하한 압력 한계(lower limit)는 최소의 지지력 (𝑆𝑐𝑖)을 

보장해야 하며, 이는 두 가지 구성 요소와 해당 안전 계수로 구성된다. (식 (4)). 첫 번째 구성 

요소(𝐸𝑚𝑎𝑥, 𝑐𝑖)는 지면 압력의 균형을 유지해야 하며 여기에서 터널 막장의 파괴 메커니즘 

(4.1장)을 기반으로 계산된다. 두 번째 구성 요소(𝑊𝑐𝑖)는 지하수 압력과 균형을 이루어야 하며 

터널 크라운 위의 지하수위에 따라 결정된다. 

 

         𝑆𝑐𝑖 = 𝜂𝐸𝐸𝑚𝑎𝑥,𝑐𝑖 + 𝜂𝑊𝑊𝑐𝑖                        (4) 

 

여기서, 

ηE     토압에 대한 안전율 (= 1.5) [-] 

ηW      수압에 대한 안전율 (= 1.05) [-] 

𝑆𝑐𝑖      요구되는 최소 지지력 (circular tunnel face) [kN] 

𝐸𝑚𝑎𝑥,𝑐𝑖     토압에 대해 요구되는 최소 지지력 (circular tunnel face) [kN] 

𝑊𝑐𝑖      수압에 대해 요구되는 최소 지지력 (circular tunnel face) [kN] 

 

상한 압력 한계(upper limit)는 지지 지반의 과부하 또는 분출을 방지하기 위한 제한 압력으로 

정의된다. 따라서 최대 막장압은 터널 크라운에서의 수직 응력의 90 %보다 작아야 한다. 해당 

안전율에 대한 식은 아래와 같다. 

 

1 ≤
0.9𝜎𝑣,𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛,𝑚𝑖𝑛

𝑆𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛,𝑚𝑎𝑥
                        (5) 

 

여기서 

σv,crown,min   터널 상부에서의 수직 응력(최소 단위 중량을 고려한) [kN/m2] 

Scrown,max   터널 상부에서의 최대 지지 압력 [kN/m2] 

 

이와 같이 두 한계 값에 의해 정의된 막장압 운영 범위는 그림 9에 나타나 있다. 해당 값들은 

일반적으로 모든 유형의 shield TBM 및 터널 굴착 과정에 (굴착, 정지상황 등)에 유효하며 TBM의 

종류에 따라 다소 편차의 차이는 존재한다. (슬러리 TBM의 경우 +/- 10KPa, EPB TBM의 경우 +/- 

30kPa) 



      

      

 

 

그림 9. TBM 터널 상부(crown)의 허용 가능한 지지압력 범위 

 

또한 ZTV-ING(2012)에서는 하한 한계(lower limit)및 상한 한계(upper limit)의 계산을 위해 각각 

다른 단위중량을 이용하는 것을 권장한다. 주로 전문가에 의해 정의 된 평균단위중량은 하한 

한계에 사용되고 최소 단위 중량은 상한 한계 값에 사용하는 것을 권장한다. 추가적으로 ZTV-

ING (2012)은 압축 공기 지지방식의 경우 공기와 막장과의 접촉 지점에서의 지지 압력이 주변 

지하수압에 비해 최소 안전계수(1.05)를 가져야 한다고 규정하였다. 

ZTV-ING (2012)은 슬러리 TBM의 막장압에 대해 슬러리의 지지 효과와 국부적인 안정성에 대한 

검토를 DIN 4126 (2.4.1 장)에 따라 조사하는 것으로 추가 규정하고 있다. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



      

      

 

4. 주동 토압에 따른 소요 막장압 결정을 위한 계산 방법 

문헌조사에 따르면, 토압에 따른 지지압을 계산하는 방법은 매우 다양하며 그 방법들은 

근본적으로 4가지로 분류할 수 있다. 

 

● 분석적 방법 

● 실험적 방법 

● 경험적 방법 

● 수치해석적 방법 

 

한계 상태를 고려한 개괄적인 계산 벙법은 다음 장에 제시되어 있으며, 이 장의 목적은 최신 

계산 방법을 제시하는 것이다. 

 

4.1 분석(계산)적 방법 

여기서 분석적 방법에는 한계평형법과 한계상태법을 포함한다. 터널 막장에서 가능한 파괴 

메커니즘 또는 지면에서의 응력 분포를 가정하고, 이를 이용해 터널 붕괴시의 지지 압력을 

결정한다. 대부분의 분석적인 방법은 토질역학에서 널리 사용되는 2가지 파괴 이론을 기반으로 

한다. 먼저 Mohr-Coulomb 파괴 기준은 사질-점성토를 가리지 않고 널리 사용되는 반면 Tresca 

파괴 기준은 순수 점성토에 널리 이용된다. 

한계평형법은 터널 막장에 대한 운동학적 파괴 메커니즘에 대한 가정사항에 따라 분류될 수 

있다. 최초의 한계평형 파괴 메커니즘은 Horn(1961)에 의해 제안되었으며, 막장 앞에 슬라이딩 

웨지 형상의 파괴를 가정하고 지표면까지 직사각형 prism 형상의 파괴가 일어난다고 

가정하였다(그림 10). 이러한 파괴 메커니즘은 Anagnostou&Kovari (1994) 및 Jancsecz&Steiner 

(1994)에 의해 기계화 시공 분야에 도입되었다. 슬라이딩 웨지에 작용하는 힘은 터널을 

안정화하는 힘과 불안정화하는 힘으로 분류되며 웨지의 무게와 직사각형 프리즘의 하중이 

불안정화하는 힘으로 표시되며 안정화하는 힘은 막장의 지지압력과 파괴면의 전단저항으로 

구성된다. 해당 전단저항을 결정하기 위해서는 쐐기의 수직면에 작용하는 수평토압을 

가정하여야 하는데 최근 Anagnostou (2012)는 해당 가정을 뺀 계산법을 제안하였고, 이 방법은 

Walz(1983)의 절편법에서 비롯되어 쐐기의 무한히 얇은 수평 절편에서의 평형 조건을 제시하여 

전체 쐐기에 통합시키는 방법이다. Hu et al (2012)는 수직 축에 따른 폭의 가변을 허용하기 위해 

쐐기 및 직사각형 prism의 형상을 일반화시켰다. 또한 Mokham(1989)이 대수 개념의 나선형으로 

구성된 경사진 파괴양상을 제안한 것처럼 파괴면의 경계선이 반드시 평면적일 필요는 없다. 

현재 널리 사용되는 한계평형 파괴 형상은 6.1절에 상세하게 제시될 것이다. 



      

      

 

 

그림 10. Horn의 파괴 형상 (쐐기-ABCDEF, 수위를 고려한 직사각형 prism(CDEFKLMN)) 

 

소성 이론 내에서 터널 막장 안정에 대한 다양한 해석 방법이 공식화되었다. 해당 해석 

방법들은 ‘한계상태 방법’이라고도 알려져 있으며 이 방법은 소성 이론의 하한 또는 상한 값을 

이용하여 터널 막장 안정성을 확보할 수 있다. 먼저 상한 값을 이용한 방법은 소성 이론에 

근거한 운동학적 정리(Kolymbas, 2005)이며 상한 값을 이용하게 되면 외부 힘에 의해 작용되는 

힘이 내부 힘에 의해 작용되는 값보다 높을 경우 터널 막장은 붕괴되게 되며 [Kirsch, 2009] 이는 

해당 방법이 붕괴 시 실제 필요한 지지 압력보다 낮은 값을 제공한다는 것을 의미한다. 

그러므로 상한 값을 이용한 방법은 실제에 비해 항상 불안정한 측면에 놓이게 된다. 

반면 하한 값을 이용한 방법은 소성 이론을 근거로 한 정역학적 접근 방식인데, 지반 내에서 

어느 지점도 외부 응력에 의해 항복 상태에 이르지 않는 조건에서 정적으로 허용되는 

응력분포를 결정하는 방식이다[Yu, Sloan et al., 1998]. 하한 값을 이용한 방법은 항상 실제 터널 

막장에서의 파괴 압력보다 높은 값을 제공한다. 

정리하자면, 적용된 지지 압력이 하한 값을 이용한 방법보다 높을 경우 막장이 붕괴되지 않을 

것이라고 표현 할 수 있고 상한 값을 이용한 방법보다 낮을 경우 막장이 붕괴될 것이라고 

생각할 수 있으며 이 두 방법의 사이 값이 적용되면 막장 안정을 도모할 수 있다. 

Davis et al(1980)는 비배수 조건의 점성토를 굴진하는 터널에 대한 상한 값/하한 값 산정 

솔루션을 개발하였으며 터널의 실제 거동을 모사하기 위해 2가지의 단순화된 경우와 1가지의 

3차원 터널 굴진 상황을 고려하였다(그림 11 ~13). 

 



      

      

 

1) Plane strain unlined tunnel–무한히 긴 터널을 가정 (Fig.11) 

2) The plane strain heading–무한히 넓은 터널을 가정 (Fig.12) 

3) Cylindrical tunnel heading–하한값을 이용한 해석식만 유도(실제 터널 굴진조건구현, 그림 13) 

 

Davis et al(1980)은 전체적인 파괴양상에 추가적으로 터널면의 ‘국부적인 파괴’ 가능성을 

평가하였는데, 이는 실제 지지압력에 기반하지 않고 수직 방향으로의 압력 구배에만 의존한 

막장에서의 반구 회전을 나타낸다. 

 

 

그림 11. 횡단면 형태[Davis et al., 1980] 

 

그림 12. 종단면 형태[Davis et al., 1980] 

 

그림 13. 실린더 형태 [Davis el al., 1980] 

 



      

      

 

Davis 등(1980)은 각각의 경우에 대해 상한 값/하한 값 이론 중 하나를 채택하면서 임계 

안정성 비율(4.2절에 임계 안정성에 대한 이론이 나타나 있음)을 결정하였다. 임계 안정성 비율은 

일반적으로 터널 수직응력에서 터널의 지지압력에서 비배수 전단저항을 나눈 값을 뺀 값으로 

계산된다. 이와 같이 계산된 안정성 비율이 임계 비율에 도달하면 터널은 붕괴된다. Davis 

등(1980)은 Broms&Bennermark(1967)과 다르게 임계 안정성 비율은 가변적이라는 것을 

발견하였는데 이는 임계 안정성 비율이 토피고와 터널 직경에 따라 변하기 때문이다(그림 14). 

 

 

그림 14. 3D 터널 굴진에 대한 하한값 이론을 기반으로 한 임계 안정성 비율 [Davis et al., 1980] 

 

Davis 등(1980)은 원심 분리기 실험 결과(Mair, 1979)를 고려하여 터널의 실제 붕괴가 Case 

3(그림 13, 14)에 대한 하한 값 이론을 채택하여 정확하게 발견될 수 있다고 결론지었다. 그러나 

저자는 토피고/터널 직경에 대한 비율이 3보다 낮은 경우에 해당 방식을 이용하라고 권장하였기 

때문에, 이러한 결과를 완전히 일반화하기 어렵다.  

Leca&Dormieux (1990)은 Mohr-Coulomb 파괴 이론을 이용하여 배수 조건 하에서 사질토, 

점성토의 막장 안정성을 평가하였다. 그들은 다수의 원추형 강성 블록(그림 15)을 가정하여 

막장의 3가지 파괴 모드를 검토하였다. 해당 블록들은 막장과의 교차점에서 타원형 단면으로 

나타났고 파괴 지지 압력은 주동 파괴에 대해 계산되었다. 그들이 지지 매체에 대한 파괴압력 

대신 막장의 수동 파괴 압력을 검토하였다는 것이 고려되어야 한다. 그 후 저자들은 

Chambon&Corte(1989)에 의해 실험적으로 얻어진 값과 이론적으로 얻어진 파괴 시 압력을 

비교하였다. 결과적으로 그들은 상한 값 이론에 의해 얻어진 값이 실험 결과와 밀접한 관계를 

보이는 것으로 결론지었다. 또한 해당 계산 결과는 지표면의 추가 하중이 사질토, 점성토 

모두에서의 터널 막장 안정에 끼치는 영향이 미미함을 나타내었다. 

 



      

      

 

 

그림 15. 상한 값 파괴 메커니즘 [Leca&Dormieux, 1990] 

 

Mollon 등 (2010)은 최근 추가적인 상한 값 산정 방법을 제안하였다(그림. 16). 저자는 

Leca&Dormiex (1990) 와 유사하지만 추가적으로 전체 터널 막장의 붕괴를 고려한 터널 막장 

파괴 이론을 개발하였다. 해당 방식을 통해 지반 변수에 대한 상한 치를 조정할 수 있다. 가장 

최근에는 Senent 등 (2013)이 Mollon 등 (2010)이 제안한 파괴 메커니즘 내에서 Hoek-Brown 

파괴 이론(암반 지층에 대한)을 고려할 수 있는 방법을 구현하였다. 

 

 

 



      

      

 

 

그림 16. Mollon 등이 제안한 다양한 파괴 메커니즘.  

a)ø=0deg and c=20kN/m2, C/D=1; b) ø=30deg and c=0kN/m2, C/D>0.5; c)ø=17deg and 

c=7kN/m2, C/D>1 [Mollon et al., 2010] 

 

4.2 경험적 & 실험적 방법 

 터널 막장압을 산정하는 데에 실험적인 방법들도 있다. Broms&Bennermark (1967) 는 

실험적으로 막장압을 유도하였으며 Vermeer (2002) 는 수치해석적 방법을 이용하였다. 실험적 

방법들 중에서는 Broms&Bennermark (1967)에 의한 안정 비율 산정법이 가장 대표적이다. 

 Broms&Bennermark (1967)는 sheet pile의 원형 개구부에서의 점성토 압출 실험을 통해  

안정성을 평가하였다(그림 17). 

 

그림 17. 수직 시트 파일의 원형 개구부 (Broms&Bennermark, 1967) 

 



      

      

 

Broms&Bennermark (1967)는 안정성 비율 개념을 기반으로 유사한 수직 개구부에서의 지반의 

안정성을 설명하는 수식(식 6)을 개발하였다. 안정성 비율은 개방 축의 수직 응력 (𝜎𝑣,𝑎𝑥𝑖𝑠 )에서 

지지압력 ( 𝑠𝑎𝑥𝑖𝑠 )를 뺀 값을 비배수 전단강도 𝐶𝑢 로 나눠 산정한다. 이 접근법은 비배수 

조건에서의 순수한 점성토 거동 하에서 유효하다. 측면 압력 계수가 1에 가깝기 때문에 

수직응력에서 수평지지압력을 바로 뺀 값을 사용할 수 있다. 

 

          𝑁 ≤
𝜎𝑣,𝑎𝑥𝑖𝑠−𝑆𝑎𝑥𝑖𝑠

𝑐𝑢
                        (5) 

 

이후 Broms&Bennermark (1967)는 지속적인 실내실험을 수행하면서 안정성 비율이 6보다 

작으면 해당 지반은 안정하다는 결론을 내렸다. 이들은 터널 진행방향에 대한 안정성 평가를 

위해 이러한 방법을 적용할 것을 제안하였다. 

 터널 막장 안정에 대한 다른 여러가지 이론들이 실험에 의해 검증되었다. Davis 등 (1980)이 

개발한 이론적 모델은 Mair (1979)의 점성토 비배수조건에서의 원심모형 시험으로 검증되었고, 

Leca&Dormieux (1990)는 Chambon&Corte(1989, 1994)에 의해 실험된 마른 모래에서의 터널 구현 

실험을 참고하여 사질-점성토에 대한 이론적인 모델을 유도해 냈다. 한계 평형 방법들 

중에서는Anagnostou&Kovari (1994)의 모델이 Messerli & Anagnostou (2010)와 

Bezujien&Messemaechers-van de Graff(1997)의 실험 결과와 아주 밀접한 상관 관계를 보였고 

Jancsecz&Steiner (1994)의 방법은 포화된 모래에서 Piekkenpol 등 (2005)에 의해 평가되었다. 

 일반적으로, 터널 막장 안정성을 조사하기 위한 2가지의 실험 장치들이 문헌에 등장한다. 이 

그룹은 적용된 중력 하중에 따라 분류되어 1-g 실험과 n-g 실험으로 명명되었다. 두 그룹의 

장단점은 아래와 같이 요약할 수 있다. (Kirsch, 2009) 

1-g 실험 – 실험 장치의 크기가 더 커질 수 있어 입자 크기로 인한 문제 발생이 적다. 응력의 

크기가 작아 시험재료의 실제 재료적 특성을 결정하기가 까다로운 문제가 있으며 1-g실험으로 

인한 수치해석적 모델의 검증은 문제를 일으킬 수 있다. 스크류 컨베이어와 커팅 휠을 포함한 

EPB TBM을 구현한 Berthoz 등 (2012)에 의하면 1-g 실험 장비는 더욱 더 정교해질 수 있으며, 

측정 장치도 마찬가지로 더욱 더 정교해질 수 있다. (터널 막장 붕괴시의 지반의 아치효과와 

응력해방에 관한 조사 (Chen 등 (2013)) 참조) 

 

  



      

      

 

 

그림. 18: EPB Shield model의 단면모식도 (a) 와 사진 (b) [Berthoz et al., 2012] 

 

● n-g 실험 (원심 분리기, 그림 19)  

실험 장치는 실제 터널보다 훨씬 작기 때문에 마찰재료 평가시 입자 크기 효과의 영향을 

고려해야 한다. 원심 분리 테스트는 점토와 같은 비배수조건에서 순수하게 점착력있는 

재료를 조사하는 데 유용하다. 점토의 경우, 입자의 크기 계수는 중요한 요소는 아니다. 

일반적으로 입자 크기 영향은 0.2mm보다 작은 모래 입자를 이용한 0.1m보다 큰 터널 

직경에서는 무시될 수 있다. n-g 실험의 장점은 실제 응력 조건이 생성 될 수 있어 토양 

고화/압밀 현상이 고려 될 수 있다는 것이다. 

 

 

그림. 19: 원심분리 실험장치의 Model assembly [Idinger et al., 2011] 

 

4.3 수치해석적 방법 

수치적인 막장 안정성 분석의 목표는 터널 막장의 붕괴가 발생하는 가장 높은 지지 압력을 

찾는 것이다. 이러한 붕괴를 만들기 위해 다음 네 가지 방법을 사용할 수 있다(Kirsch, 2009; 

Vermeer 등, 2002, Zhang 등, 2011). 



      

      

 

1) 하중 감소 방법 –막장 지지 압력은 파괴가 발생할 때까지 감소된다. 

2) 강도 감소 방법 – 파괴가 발생할 때까지 토양의 전단 특성이 감소된다. 

3) 변위 제어 방법 – 공동쪽으로 터널면의 변위는 파괴가 발생할 때까지 증가된다. 

4) 원심 분리기 모델 테스트 기반 방법 – 파괴가 발생할 때까지 중력 가속도가 증가된다. 

 

변위 제어 방법은 일반적으로 실내 실험 검증에 사용된다. 하중 감소 방법은 일반적으로 강도 

감소 방법에 비해 더 많은 장점이 있다. 하중 감소 방법에서는 지반 물성 값이 계산 중에 

변경되지 않으므로 얻어지는 파괴 모양이 실제에 더 가깝다. 수치 모델링의 경우 토양에 적합한 

구성법을 선택해야 한다. Mohr-Coulomb 항복 조건이 있는 선형 탄성 – 완전 소성 모델은 

일반적으로 파괴시 막장압 결정하기에 충분히 정확한 것으로 평가된다(Kirsch, 2010). 비 연관 

흐름 규칙이 계산에서 가정 될 수 있다. 

주의 : 이러한 수치적 방법에 의해 결정된 막장압으로 터널 굴진을 할 경우 큰 지 표면 변형이 

발생한다. 여기에 언급 된 방법은 막장 안정성 조사에만 사용된다. 6.3 절에 제시된 장비-지반 

상호 작용을 조사하기 위해 실제로 사용되는 방법과 혼동되어서는 안된다 

 

4.4 요약 

막장 안정성을 조사하고 붕괴 시 막장 지지 압력을 결정하기 위해 사용된 다양한 방법이 지난 

수십 년 동안 개발되었다. 이들 방법에 기초하여, 지지 압력이 계산되었고, 획득된 값들이 터널 

굴착 동안 안전 계수를 고려하여 성공적으로 적용되었다. 터널 막장 붕괴 시 이론적으로 계산 

된 압력은 실제 규모 실험에서 실제로 검증되지 않았다. 실내 실험만이 특정 계산 방법을 

검증하는데 사용되었다. 이 절에서는 실험 결과와의 상관 관계와 관련하여 개발된 방법을 

요약하였다. 또한 실제 사용에 대한 정보는 저자의 경험을 바탕으로 제공된다. 

토양 유형에 따라 토양은 굴착 중에 배수되거나 배수되지 않은 양상을 보인다. 따라서 특정 

계산 방법이 특정 지반 조건에 적합하다. 배수 조건의 경우 Anagnostou & Kovari (1994) 또는 

Jancsecz & Steiner (1994)에 의해 공식화 된 한계 평형 방법과 Leca & Dormieux (1990)에 의한 

한계 상태 상한 솔루션이 이론적 계산과 실험 사이에 가장 적합한 것으로 알려져있다. 그러나 

파괴 메커니즘이 현실에 가까울 때 상한 계산이 복잡해진다. 따라서, 슬라이딩 웨지에 대해 한계 

평형의 다양한 공식이 일반적으로 사용된다. 비배수 토양의 경우 원통형 터널 모델을 가정 한 

하한 한계 상태 방법이 붕괴시 지지 압력을 가장 잘 예측할 수 있다[Davis et al., 1980]. 이들 

저자들은 안정비 접근법을 사용하여 필요한 지지 압력을 결정했다[Broms & Bennermark, 1967]. 

이러한 계산 방법은 매우 간단하며 개념은 순수하게 응집 된 토양에서의 굴착에 대한 표준이 

되었다. 이 요약에 따라, 한계 평형 방법과 안정비 방법은 6장에 제시되었고, 8장에는 실제의 

관련 지지 압력 계산에 대한 추가적인 배경과 예시가 제시되었다. 



      

      

 

5. 지하수압에 대한 소요 막장압 결정을 위한 계산 방법  

일반적으로, Close 모드로 굴진 시에는 막장압이 지하수 압력보다 높거나 균형을 이루어야 

한다. 이 요구 사항은 지표면 침하를 유발할 수 있는 터널 막장쪽으로의 원치 않는 지하수 

흐름을 피하기 때문에 합리적이다. 지하수 압력으로 인한 막장압은 쉽게 계산할 수 있다 (식 7). 

막장압은 터널 막장의 모든 위치에서 수압을 초과하도록 주의해야 한다.  

 

          𝑊𝑐𝑖 = 𝛾𝑤ℎ𝑤,𝑎𝑥𝑖𝑠
𝜋𝐷2

4
                       (7) 

 

여기서  

ℎ𝑤,𝑎𝑥𝑖𝑠  : 터널축 상부의 지하수위 [m]  

𝛾𝑤      : 물의 단위중량 [kN/m3]  

D       : 터널 직경 [m]  

𝑊𝑐𝑖     : 지하수력 (원형 터널 면) [kN] 

 

EPB TBM 굴착 중 일부 경우에(개방 또는 전이 모드), 기계의 마모를 줄이기 위해 지하수 압력 

아래로 막장압을 낮추려고 한다. 이렇게 되면 지하수는 터널 막장을 향해 흐르게 된다. 

결과적으로 지하수 흐름 효과는 유효 응력 문제에서 터널 막장을 불안정하게하는 추가적인 

힘으로 고려되어야 한다[Anagnostou & Kovari, 1996] (그림 20). 지하수 흐름으로 인한 불안정한 

힘의 양은 주로 굴착 챔버와 하부 토양 간의 지하수위 수두 차이로 정의된다. 또한 굴착 챔버 

내의 굴착토와 지반의 투수계수의 차이도 중요한 역할을 한다[Budach, 2011]. 

 

 

그림 20. 슬라이딩 웻지 모식도 (지하수 흐름에 따라 추가적인 하중 작용)  

[Anagnostou & Kovari, 1996] 다른 힘들의 설명에 대해서는 그림 21 참조. 



      

      

 

6. 실무에서의 막장압 계산  

굴착은 일반적으로 지반의 1차 응력 상태에서 2차 응력 상태로의 변화를 만든다. 응력 상태 

변화는 적용된 지지 압력과 지반에서 원래 응력 상태의 비율에 영향을 받게 되며, 쉴드 

굴진으로 인해 발생되는 지반 변형을 결정한다. 또한, 터널 막장의 응력 상태 변화는 굴착 중 

쉴드와 지반 그리고 최종 단계에서 라이닝과 지반 사이의 추가 상호 작용에 주요한 영향을 

미친다. 터널 실무에서 일반적으로 사용되는 "극한 한계 상태 접근"의 두 대표 예가 이 장에서 

자세히 설명하였다. 먼저, 슬라이딩 웨지에서 한계 평형의 가능한 공식이 설명 되었다. 둘째, 

안정성 비율 방법을 채택한 계산 방법이 이 장에서 제시되었다. 또한, "Serviceability(사용성) 한계 

상태 접근"과 관련된 실무의 대표 예로써 수치적 방법이 논의 되었다. 

6.1절과 6.2절에서 소개되는 “극한 한계 상태 접근”은 일반적으로 모든 굴착 단계(굴착, 중단, 

intervention)에 대해 “green field”아래의 shield passages 동안 지지 압력 계산에 사용될 수 있다. 

민감한 지표면하부의 터널에는 수치 해석(6.3 절)에 의한 추가 검증이 권장된다. 

 

6.1 한계 평형 방법 

실제로 막장 안정성 계산은 일반적으로 터널 막장의 지반의 점착력이 없거나 점착력을 가진 

층과 교호하는 경우에 한계 평형 방법을 사용하게 된다. 이러한 경우에 지반의 유효 (배수) 

상태에서의 전단강도 정수가 가정된다. 일반적으로 한계 평형 접근 방식에는 비배수 전단강도 

정수를 사용하지 않는 것이 좋다. 슬라이딩 웨지 파괴면을 가정하면, 그에 작용하는 힘 (지지력 

포함)이 결정될 수 있다. 그 힘은 한계 평형 상태에 있어야한다. 즉 웨지의 지지력이 완전히 

작용하게 된다. 지지력과 작용되는 지반의 전단 저항은 웨지 파괴면을 안정화시키는 반면, 웨지 

자체의 중량과 위에 프리즘형상의 상부 중량은 터널의 불안정성을 유발한다. 평형 조건은 

경사면(그림 21)에 수직 및 평행 방향으로 공식화될 수 있다. 

 

 

그림 21. 슬라이딩 웨지에 작용하는 힘 



      

      

 

여기서, Ere = 토압에 의한 지지력, G = Wedge의 자중, Pv = 토양 프리즘 형상으로부터의 

수직하중, T = 수직 파괴면에 대한 전단력, ϑ = Sliding angle, 𝜑’ = 토양의 마찰각, c = 토양의 

점착력, D = shield 지름 그리고 Q = 경사면의 전단력, γ = 토양의 단위중량. 

 

두 개의 평형 조건을 합하면, 요구되는 지지력은 식 (8)에 의해 계산 될 수 있다. 요약 된 평형 

조건은 임계 값이 아직 알려지지 않았기 때문에 웨지의 슬라이딩 각도 (𝜗)에 따라 정해진다. 

 

          𝐸𝑟𝑒(𝜗) =
(𝐺+𝑃𝑉)(sin(𝜗)−cos(𝜗) tan(𝜑′

2))−2𝑇−𝐶2
′ 𝐷2

sin (𝜗)

sin(𝜗) tan(𝜑2
′ )+𝑐𝑜𝑛(𝜗)

                       (8) 

 

이어서, 웨지의 임계 슬라이딩 각도 (𝜗𝑐𝑟𝑖𝑡)는 가장 높은 지지력( 𝐸𝑟𝑒(𝜗)) 이 요구되는지를 

확인하여야 한다. 따라서, 지지력의 최대화는 슬라이딩 각도의 변화에 따라 결정된다 (그림 22). 

 

 

그림 22. 슬라이딩 각도(𝝑)의 변화에 의해 가장 높게 요구되는 지지력(Emax,re)의 결정 예 

 

임계 슬라이딩 각도는 지지력 함수의 1차 미분 값이 0일 때 값으로 찾을 수도 있다(식 (9)). 

 

𝑑𝐸𝑟𝑒(𝜗𝑐𝑟𝑖𝑡)

𝑑𝜗
= 0                       (9) 

 

이 시점부터 식 (8)의 변수 결정이 표시된다. 특정한 힘을 결정하는 데 사용되는 가정은 저자 

마다 다르다. 다음 장에서는 이러한 계산에 사용할 수 있는 다양한 옵션에 대해 설명하였다. 

프리즘 형태의 상부 하중에 의해 웨지에 작용하는 토압 Pv를 결정하기 위해 두 가지 옵션을 

사용할 수 있다. 토압 Pv는 웨지 상부의 면적에 웨지에 작용하는 수직 유효 응력을 곱하여 

계산할 수 있다 (식 (10)). 



      

      

 

𝑃𝑣 = 𝐴𝜎𝑣(𝑡𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛) = 𝐷
𝐷

tan(𝜗𝑐𝑟𝑖𝑡)
𝜎𝑣(𝑡𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛)                       (10) 

 

여기서,   

𝑃𝑣  : 웨지의 토양 프리즘으로부터의 수직하중력  

𝜎𝑣(𝑡𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛) : 웨지의 프리즘으로부터의 수직 surcharge  

A  : 웨지상부의 단면적 [m2] 

 

수직 응력을 감소시키는(식 (12)) Janssen의 사일로 이론(1895)에 따르면 응력은 쐐기형태 위 

지반의 아칭 효과를 고려하거나 상재 토피고의 전체 하중을 고려(식 (11)) 하여야 한다. 두가지 

방법에 대한 선택은 상부 토피고에 따라 결정된다. 상부 토피고가 터널 직경의 두 배보다 

작으면 상부 토피고에 해당하는 지반 전체 중량을 적용한다. 상부 토피고가 더 높으면 Janssen의 

사일로 이론이 적용될 수 있다. 그러나 Anagnostou & Kovári (1994)의 경우에 모든 상황에 대해 

Janssen의 방정식 사용을 권고한다. 사일로의 지반의 수평토압 계수는 저자마다 크게 다릅니다 

(표 3). 여기서 저자는 실무적인 경험을 바탕으로 Melix (1987)가 제안한 계수를 사용할 것을 

제안한다. 

 

𝜎𝑣(𝑧) = 𝛾1,𝑎𝑣𝑧 + 𝜎𝑠 𝑓𝑜𝑟 𝑡𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛 ≤ 2𝐷                       (11) 

여기서,  

𝜎𝑣(𝑧)  : 표고 z에서의 수직응력 [kN/m2]  

𝛾1,𝑎𝑣  : 상재토피 면적에서 평균 토양 단위중량 [kN/m3]  

Z     :  해당 지표면으로부터 시작하는 수직 좌표 [m]  

tcrown  : 상재토피 높이 [m]  

𝜎𝑠   :  지표면에서의 Surcharge (교통하중) [kN/m2] 

 

𝜎𝑣(𝑧) =
𝐴

𝑈
 𝛾1,𝑎𝑣−𝐶′

1

𝐾1 tan(𝜑1
′ )

(1 − 𝑒−
𝑈

𝐴
𝐾1𝑧𝑡𝑎𝑛(𝜑1)

) + 𝑧 + 𝜎𝑠𝑒−
𝑈

𝐴
𝐾1𝑧𝑡𝑎𝑛(𝜑1)

              (12) 

for 𝒕𝒄𝒓𝒐𝒘𝒏>𝟐∙𝑫  

여기서  

A  : 웨지 상부의/사일로의 단면적 [m2]  

U  : 사일로의 주면 길이 [m]  

K1  : 사일로내의 수평토압 계수 (표. 3 참조) [-] 



      

      

 

표 3 : 사일로 K1 내 수평토압에 대한 제안 계수; 여기서 : ka 활성 수평토압계수, kp 수동 

수평토압 계수, k0 정지시 토압 계수 

Author Assumed coefficient of the lateral earth pressure 

Terzaghi & Jelinek (1954) 𝐾1=1.0 

Melix (1987) 𝐾1=0.8 

Anagnostou & Kovári (1994) 𝐾1=0.8 

Jancsecz & Steiner (1994) 𝐾1=𝑘𝑎=(tan (45−𝜑′12))2 

Mayer, Hartwig, Schwab (2003) 𝐾1=1.0 if 𝑡𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛≤5∙𝑑 

Kirsch & Kolymbas (2005) 𝐾1=𝑘0=1−sin (𝜑′1) 

Girmscheid (2008) 𝑘𝑎<𝐾1<𝑘𝑝, 𝐾=1 recommended 

 

슬라이딩 웨지의 자중(G)는 다음의 식(13)에 의해 정의된다.  

𝐺 =
1

2

𝐷3

tan(𝜑𝑐𝑟𝑖𝑡)
𝛾2,𝑎𝑣𝑒             (13) 

 

여기서,  

G  : 슬라이딩 웨지의 자중 [kN]  

D  : 터널 직경 [m]  

𝛾2,𝑎𝑣  : 터널 막장 지반에서의 평균 단위중량 [kN/m3] 

 

한계 평형 계산 접근법에서 가장 논쟁이 되는 부분은 웨지의 수직 삼각형 평면에 대한 전단 

저항력을 결정하는 것이다. 전단 저항력은 마찰력과 점착력 (식 (14))의 두 가지 구성 요소로 

구성된다. 

𝑇 = 𝑇𝑅 + 𝑇𝐶             (14) 

 

여기서, 

T  : 웨지의 수직 삼각형 평면에서의 전단저항력 [kN]  

𝑇𝑅 : 마찰에 의한 전단저항력 [kN], 선택적으로 𝑇𝑅,1 또는 𝑇𝑅,2  식 (16) , (17) 참조 

𝑇𝑐 : 점착력에 의한 전단저항력 [kN] 



      

      

 

한편, 웨지에서 주동 토압은 무관하기 때문에 공식에서의 점착력 성분은 상대적으로 일치한다 

(식 15). 

 

𝑇𝑐 =
𝐶2𝐷2

2tan (𝜗𝑐𝑟𝑖𝑡)
             (13) 

 

반면에, 공식에서 마찰로 인한 전단력 구성 성분에 차이가 있다. Broere (2001)가 고려한 다음의 

조건들에 대한 가정 사항을 검토해야 한다 

1) 슬라이딩 웨지에 인접한 지반의 아치 효과의 존재 

2) 슬라이딩 웨지의 삼각형 평면 측면에 수직 유효 응력의 분포 

3) 슬라이딩 웨지의 수직 삼각형 평면에 작용하는 수평토압의 계수 

 

첫 번째 가정 (1)의 경우, 웨지 옆의 수직 응력 수준은 일반적으로 웨지의 상단 평면에서와 

같은 것으로 가정한다(식 (11) 참조). 웨지의 삼각형 평면 옆에 수직 응력의 분포와 관련하여 

존재하는 두 가지 가능성이 있다(2). 이로 인해 삼각형 평면에서 전단 마찰력을 계산할 수 있는 

두 가지 방정식이 나타난다. 첫 번째 가능성에서, 웨지의 수직 평면 옆에서와 동일한 응력이 

웨지의 최상위 레벨 옆에 존재하고 동시에 웨지의 바닥에 응력 (𝜎𝑣, 𝑏𝑜𝑡𝑡𝑜𝑚)이 존재한다고 

가정한다. 그리고 이것은 웨지의 수직면을 따라 위치한 상재하중에 해당한다. 이러한 가정은 

Girmscheid (2008), DIN 4126 (2013) 및 Anagnostou & Kovári (1994)에 명기 되어있다. 수직 삼각 

슬립 표면 옆의 수직 응력의 대응 분포는 그림 23a)에서 볼 수 있다. 웨지의 삼각형 측면에서의 

전단 마찰력은 다음 식(16)으로 정의된다. 

 

𝑇𝑅,1 = tan (𝜑2
′ )𝐾2 (

𝐷2𝜎𝑣(𝑡)

3tan (𝜗𝑐𝑟𝑖𝑡)
+

𝐷3𝛾2

6tan (𝜗𝑐𝑟𝑖𝑡)
)             (16) 

 

여기서,   

𝜎𝑣(𝑡)  : 터널 크라운부에서의 수직 유효 응력 [kN/m2]  

K2   : 웨지 영역에서의 수평토압계수 area (see Tab. 4) [-] 

 

두 번째 가정으로 웨지 상단의 수직 응력이 웨지 측면의 응력과 동일하게 본 것이다. 그러나 

이 경우 현재 상부 지반 단위 중량에 따라 수직면을 따라 수직 응력이 선형으로 증가한다 (그림 

23b). 이 가정은 Kirsch & Kolymbas (2005)에서 볼 수 있다. 전단 마찰력은 다음 식(17)에 의해 

정의된다. 



      

      

 

 

𝑇𝑅,2 = tan (𝜑2
′ )𝐾2 (

𝐷2𝜎𝑣(𝑡)

2tan (𝜗𝑐𝑟𝑖𝑡)
+

𝐷3𝛾2

6tan (𝜗𝑐𝑟𝑖𝑡)
)             (17) 

 

그림 23: 웨지의 삼격형 면 옆의 수직응력의 두가지 가능한 분포: a) Girmscheid (2008), DIN 4126 

(2013) and Anagnostou & Kovári (1994) b) Kirsch & Kolymbas (2005) 

 

저자는 쉴드 굴진으로 인해 지반에서 예상되는 상대적으로 작은 응력 재분포를 기반으로 두 

번째 안(그림 23b)을 사용하는 것을 제안한다. 웨지 옆의 수직 응력 분포에 대한 이러한 특정 

가정은 웨지의 측압 계수와 연결된다(3). 이러한 계수는 표 4에 요약하였다. 이 저자는 굴착 중 

응력 재분포에 관한 가정의 일관성 때문에 Janczecs & Steiner (1994)가 제안한 K2를 고려할 것을 

제안한다. 

 

표. 4 : 슬라이딩 웨지의 삼각형 수직 평면에서 수평토압에 대한 제안 계수 

Author  
 

Assumed coefficient of the lateral earth 

pressure 

Anagnostou & Kovári (1994) 𝐾2=0.4 

Jancsecz & Steiner (1994) 𝐾2=(𝑘0+𝑘𝑎)/2 

Mayer, Hartwig, Schwab (2003) Shear resistance is neglected 

Girmscheid (2008) 𝑘𝑎≤𝐾2≤𝑘𝑝 

Kirsch & Kolymbas (2005), DIN 4126 (2013) 𝐾2=𝑘0=1−sin (𝜑2′) 

 

토압으로 인한 지지력 외에도 지하수 압력에 대응하는 지지력도 결정해야 한다. 지하수 

압력은 터널면으로 지하수가 흐르지 않는다고 가정하며, 식 (18)에 의해 쉽게 계산된다. 



      

      

 

 

𝑊𝑟𝑒 = 𝛾𝑤 (ℎ𝑤,𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛 +
𝐷

2
) 𝐷2             (18) 

 

여기서,   

ℎ𝑤,𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛 : 터널 크라운부 위의 지하수위 [m]  

𝛾𝑤  : 물의 단위중량 [kN/m3]  

D  : 터널 직경 [m]  

𝑊𝑟𝑒  : 사각형 터널 막장 면적에 대한 지하수 압력 [kN] 

 

결과적으로, 얻어진 힘은 직사각형 웨지면에서 원형 터널면으로 재계산되고 부분 안전 계수를 

곱한 후 합산된다(3장 식 (4) 참조). 터널 크라운에 필요한 지지 압력은 식 (19)에 따라 계산 될 

수 있다. 막장을 지지하는 재료의 단위 중량이 가정된다. 

 

𝑆𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛,𝑚𝑖𝑛 =
𝑆𝑐𝑖

𝜋𝐷2

4

− 𝛾𝑆
𝐷

2
             (19) 

 

여기서,  

𝛾𝑆  : 지지하는 재료의 단위중량 [kN/m3]  

𝑠𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛,𝑚𝑖𝑛 : 터널 크라운부에서의 지지 압력 [kN/m2] 

 

최소 지지압은 최종적으로 정의됩니다. 

독일권 국가에서는 토압으로 인한 지지력의 성분을 계산하기 위해 DIN 4085를 기반으로 한 

한계 평형 방법을 사용하기도 한다. 이러한 방법은 Piaskowski & Kowalewski (1965)가 제안한 3 

차원 파괴체를 가정한다. 막장면에 작용하는 3차원 주동토압은 이 파괴체로써 계산된다(그림 24). 

터널 면 지지의 경우 흙막이벽에 대해 DIN 4085 (그림 24)에서 고려 된 벽 마찰각 𝛿 = 0도라는 

것을 유념해야 한다. 

 



      

      

 

 

그림 24: Piaskowski & Kowalewski (1965) 논문에 근거한 파괴메카니즘 

 

터널 막장은 일반적으로 계산을 위해 10 개의 수평 라멜라(조각)로 나뉜다. 각 라멜라 구조의 

수평 주동 토압 계수는 라멜라 구조체 안 지반의 마찰각 및 점착력에 기초하여 결정된다. 또한, 

각 라멜라 구조에 대한 형상 계수가 계산되어 3 차원 효과를 고려한다 (Table 5). 

 

표 5. 3차원 거동을 고려한 파괴 메커니즘을 위한 형상 계수 [DIN 4085] 

z2/D 0 1 2 3 4 6 8 10 

μagh = μaph = μach 1 0.82 0.70 0.59 0.50 0.37 0.30 0.25 

 

여기서, 

μagh, μaph, μach  내부 마찰각, 파괴면 상부 상재하중 및 점착력으로 인한 토압 형상 계수 [-] 

𝑧2  굴진면 내의 터널 천단으로 부터의 깊이 [m]  

𝐷  파괴 메커니즘의 폭과 높이, 터널 직경 D와 동일 [m] 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



      

      

 

각 라멜라 구조로부터 터널단면에 작용하는 3차원 토압은 다음 식을 사용하여 계산됩니다. 

 

𝑒𝑎ℎ,𝑖 = 𝛾𝑖𝑧2𝜇𝑎𝑔ℎ𝑘𝑎𝑔ℎ,𝑖 + 𝜎𝑣,𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛𝜇𝑎𝑝ℎ𝑘𝑎𝑔ℎ,𝑖 − 𝑐𝑖𝜇𝑎𝑐ℎ𝑘𝑎𝑐ℎ,𝑖             (20) 

  

여기서,  

𝑒𝑎ℎ,𝑖   각 라멜라의 토압 [kN/m2]  

𝛾𝑖   토사의 단위중량 [kN/m3]  

z2   터널 천단으로부터의 연직깊이 [m]  

𝜎𝑣,𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛  터널 천단상부 파괴쐐기 상재하중 [kN/m2]  

𝑘𝑎𝑔ℎ,𝑖   마찰각에 의한 주동토압계수 [-]  

𝑘𝑎𝑐ℎ,𝑖   점착력에 의한 주동토압계수 [-] 

 

모든 라멜라 구조에서 발생하는 토압과 라멜라 면적을 곱하여 총합을 구하면, 이완된 지반 

토체로부터 발생되는 작용력을 구할 수 있다(식 21). 발생 작용력은 챔버내 버력토의 토압 또는 

슬러리 압력에 의한 지지력과 동일하지만 (식 4) 원형 터널단면에 대한 재계산이 필요하다. 터널 

천단에서의 지지력을 얻기 위한 추가 계산 방법은 이전 한계 평형상태법에 대해 설명한 것과 

동일하다.  

 

𝐸𝑟𝑒 = 𝑏 ∑ 𝑒𝑎ℎ,𝑖Δℎ𝐷
0              (21) 

 

여기서,  

𝐸𝑟𝑒   토압에 의한 지지력 (사각형 터널 단면) [kN]  

Δℎ   라멜라의 두께 [m] 

 

두 한계 평형 접근 방식은 이론적으로 지반이 불안정하게 되는 최소 지지력을 제공한다는 

점에 유의해야 한다. 이러한 상태는 구해진 지지 압이 가해지면 상대적으로 지반 변형이 허용치 

이내로 들어오는 안전율을 적용할 때 가능하다. 일반적인 안전율이 모든 지반에 동일하게 

적용되기 때문에 구해진 실제 변위량은 지반 강성에 따라 달라진다. 

 

 



      

      

 

6.2 안정비를 이용한 방법 

안정비를 이용한 방법은 지지압을 구하는 실용적 계산법이다. 지반 전체의 지반 변수를 

고려하므로 토압과 지하수압으로 인한 지지압을 분리하지 않는다. 그러나 계산된 지지압은 

적어도 지하수압과 같아야 한다(5 장 참조). 이러한 계산 방법은 점착성 지반의 비배수 

조건에서의 굴착 시 적합하다. 따라서 투수계수가 낮은 지반이 해당된다. Anagnostou & Kovari 

(1994)는 0.1 – 1.0 m / h (1.7 – 16.7 mm / min)보다 높은 굴진속도와 10-7~10-6m/s 보다 낮은 

투수계수 조건에서는 비배수 거동을 예상할 수 있다고 언급하였다. 투수계수의 범위는 굴착중인 

경우에만 해당되며 굴진 정지 또는 가동 중지 시간 동안 비배수조건을 유지하기 위해서는 더 

낮은 투수계수가 필요하며, 이는 간과해서 안되는 매우 중요한 요소이다. 또한, 충분한 두께의 

비배수상태의 토사가 터널 굴진면 주변을 감싸고 있는지 확인해야 한다 (그림 25). 첫 번째 계산 

단계로서 지반상태를 조사하기 위해서 임계지반강도비가 검토되어야 하는데, 이는 터널굴진면의 

붕괴 여부를 나타내는 실질적인 지표이기 때문이다. 고려 된 이론에 따라 임계 지반강도비는 

일반적으로 토피고와 쉴드 직경에 관련 있다. (표 6). 

 

표6: 문헌에서의 지반강도비 관련 식; t2는 굴착 중 비배수 거동을 하는 토사의 토피를 나타냄  

Author  
 

Critical stability ratio  

Broms & Bennermark (1967)  𝑁𝑐𝑟 ≤ 6  

Davis et al. (1980) – lower bound  𝑁𝑐𝑟 = 4∙𝑙𝑛(2∙𝑡2/𝐷+1)  

Atkinson & Mair (1981)  𝑁𝑐𝑟 = 5.8613∙(𝑡2/𝐷)0.4156  

Casarin & Mair (1981)  𝑁𝑐𝑟 = 3.9254∙(𝑡2/𝐷)0.36  

 

한계 지반안정비는 지반붕괴시 지지압을 의미하므로 안전율에 의한 여유치가 계산에 

포함되어야 한다. 가정 된 안전율은 실제 안정성을 결정한다 (식 (22)). 표 7에 터널 굴진면의 

토양 거동과 실제 안정성 비율 사이에 일반적으로 허용되는 상관 관계가 요약되어 있다.  

 

𝑁 =
𝑁𝑐𝑟

𝜂
                       (22) 

여기서, 

N   지반안정비 [-]  

𝜂   안전율 (𝜂 =1.5) [-] 

 



      

      

 

표 7: 일반적으로 통용되는 강도응력비 및 터널 안정성에 미치는 영향 [Leca & New, 2007] 

Tunnel face behavior Stability ratio 

The overall stability of the tunnel face is usually ensured  𝑁<3 

Special consideration must be taken of the evaluation of the 

settlement risk  

3<𝑁<5 

Large amounts of ground losses being expected to occur at 

the face  

5<𝑁<6 

Tunnel face instable, collapse may occur  𝑁>6 

  

결과적으로 굴진면에서의 소요 지지압은 수식 (23)에 의해 계산이 가능하다.  

 

𝑆𝑎𝑥𝑖𝑠 = 𝜎𝑣,𝑡𝑜𝑡,𝑎𝑥𝑖𝑠 − 𝑁𝑐𝑢                       (23) 

 

여기서,  

N   지반안정비 [-]  

𝜎𝑣,𝑡𝑜𝑡,𝑎𝑥𝑖𝑠   터널축에서의 전응력 (상재하중 포함) [kN/m2]  

𝑠𝑎𝑥𝑖𝑠   터널축에서의 지지압력 [kN/m2]  

𝑐𝑢   토사지반의 비배수 전단강도 [kN/m2]  

 

주어진 s𝑎𝑥𝑖𝑠 값으로부터 터널 천단에서의 소요 지지압력을 계산할 수 있다. (식 24). 이때, 챔버 

내의 슬러리 혹은 토사 버력의 단위중량을 고려하여야 한다.  

 

𝑆𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛,𝑚𝑖𝑛 = 𝑆𝑎𝑥𝑖𝑠 − 𝛾𝑆
𝐷

2
                       (24) 

 

여기서 

𝛾𝑆   지지 재료의 단위중량 [kN/m3]  

𝑠𝑐𝑟𝑜𝑤𝑛,𝑚𝑖𝑛  터널 천단에서의 지지압 [kN/m2]  

 



      

      

 

 

그림 25: 지반안정비 분석을 위한 지반 모델 

 

식 (23)의 계산을 위해서 식 (25)를 이용하여 터널 중심에서의 연직방향 전응력을 얻어야 한다. 

단, 연직응력보다 수평응력이 큰 과압밀된 지반조건에서의 굴착의 경우 안전측 검토를 위해 

연직 혹은 수평응력 중 큰 값을 사용하여야 한다. (Davis et al. (1980)). 

 

𝜎𝑣,𝑡𝑜𝑡,𝑎𝑥𝑖𝑠 = 𝜎𝑣,𝑖𝑛𝑡𝑒𝑟𝑓𝑎𝑐𝑒 + (𝑡2 + 0.5𝐷)𝛾2,𝑠𝑎𝑡                       (25) 

 

여기서, 

𝜎𝑣,𝑡𝑜𝑡,𝑎𝑥𝑖𝑠  터널 중심에서의 연직 전응력 [kN/m2]  

𝜎𝑣,𝑖𝑛𝑡𝑒𝑟𝑓𝑎𝑐𝑒 배수성 토사와 비배수성 토사의 지층 경계에서의 연직 전응력. (상재하중 포함)  

[kN/m2]  

𝑡2   터널상부 비배수성 토사의 층후 [m]  

𝐷   쉴드 직경 [m]  

𝛾2,𝑠𝑎𝑡   비배수성 토사(soil 2)의 포화 단위중량 [kN/m3] 

 

압축공기 상태에서의 굴진면 점검중에는 Davis et al. (1980)의 식 (26)을 이용하여 그림. 26에서와 

같이 국부적인 파괴모드를 검토할 것을 추천한다. 만약 대구경 쉴드가 적용되고 토사의 비배수 

점착력이 매우 낮은 경우에는 이러한 검토는 특히 중요하다. 식 (26)은 4.1절에서 논의된 바와 

같이 상계정리(upper bound theorem)에 의한 원형 터널에 대해 유도되었다. 추가적인 내용은 Li 

et al. (2009)을 참조하기 바란다.  

 



      

      

 
𝛾2,𝑠𝑎𝑡𝐷

𝐶𝑈
≤ 10.96                       (26) 

 

만약 계산값이 10.96보다 큰 경우에는 챔버내의 슬러리 혹은 굴착 토사를 전부 제거하지 않고 

일정수준을 유지하는 것이 유리하다. (예를 들어 압축공기와 함께 절반의 굴착 토사 혹은 

슬러리의 조합) 

 

 

그림 26: 압축공기 지지시의 굴진면의 국부적인 파괴 모드 

 

6.3 수치해석법 

특별한 경우, 예를 들어 민감한 지장물에 근접한 굴착공사의 진행 등의 상황에서는 면판 

지지력은 허용가능한 지표침하의 수준에 따라서 정의되어야 한다. 이러한 경우에는 사용성 한계 

상태(serviceability limit state)에서 장비와 지반과의 상호작용을 검토하여야 한다. 유한요소법에 

의한 수치해석은 장비와 지반의 상호작용 분석에 사용된다. 터널 면에서의 지지압과 지표침하의 

관계를 규명하기 위해 가장 선호되는 방법은 쉴드의 굴착 및 전진을 고려한 3차원 단계별 굴착 

해석이다. 면판의 지지압 외에도 이 분석을 통해 후방 세그먼트 배면 백필 그라우팅의 영향 

분석도 진행한다. 그러나, 이러한 3차원 해석을 통한 최적의 지지압 계산은 많은 계산을 

요구하기 때문에 많은 시간이 소모된다.  따라서, 보다 빠른 방법으로 2차원 평면 변형율 

해석법(2차원 모델 슬라이스에 직각방향으로의 굴착 모사)이 실용적인 측면에서 인기를 얻고 

있다. 이러한 2차원 접근법에서는 지지압을 터널 굴착 주면에 작용시키게 되고, 면판 막장압에 

따른 지표침하와의 상관관계를 분석할 수 있다. 불행히도, 이러한 2차원 해석법이 3차원 

해석법과 비교해 항상 안전 측의 결과를 도출한다고 단정할 수는 없다. 3차원 해석과 2차원 평면 

변형율 해석법 중간단계에 해당하는 방법으로 유사 3차원 해석법이 있다. 주요 차이첨으로는 

유사 3차원 해석에서는 3차원 해석과 달리 단계별 굴착 과정이 고려되지 않지만, 3차원 응력 

상태에 대한 분석은 유지된다. 또한 짧은 구간의 굴진에 대해 분석하는 경우 유사 3차원 해석이 

2차원 평면 변형율 해석에 비해 장점을 갖게 된다.  

 

 



      

      

 

6.4 요약 

비점착성 지반은 어느 한계평형상태 식을 적용하는가에 따라 막장압 계산값은 큰 범위의 

차이를 보인다. (Vu et al. (2015) or Kirsch (2010) 참조). 점착성 지반의 경우에는 이러한 차이 정도가 

줄어든다. 한계 평형 상태법 내에서 값을 사용하는데 사용한 가정조건은 토사의 전단강도 계산 

과정에서도 동일하도록 유지하는 것이 바람직하다. 임계 지반안정비 및 비배수 점착력 계산을 

위한 가정은 결과 산정에 주요한 영향 인자들이다. 임계 지반안정비는 사례별로 지역적인 

경험과 특성을 반영하여야 한다. 더욱이 비배수 전단강도는 보수적인 관점에서 평가되어야 한다. 

그럼에도 불구하고 임계지반안정비법은 종종 지하수압을 막장압 계산의 결정적 인자임을 

보여준다. 특정 지반 조건하에서의 굴착을 위한 막장압의 설계에 있어서 부적절한 설계로 인한 

파괴 혹은 지반 침하 등 모든 가능한 결과들을 염두에 둘 필요가 있다. 가장 극단적인 

시나리오는 계산의 접근이 얼마나 보수적이어야 하는지 결정한다. 일반적인 경험상, 비점착성 

지반에서의 슬러리 쉴드 조합에서의 부적절한 막장압은 지표까지 즉각적인 파괴를 유발할 수 

있다. EPB 쉴드와 점착성 지반의 조합은 지표까지의 파괴는 없이 기껏해야 지표침하를 유발하는 

수준정도일 것이다. 지표까지의 토피는 이러한 현상에 주요한 인자로서 작용을 한다. 초연약지반 

또는 상부 지상 공사현장 하부 통과 등 난공사 조건에서의 굴착을 위해서는 이론적 계산에 의한 

막장압의 결정과 함께 수치해석에 의한 장비-지반 상호작용 분석이 수반되어야 한다.  

 

  



      

      

 

7. 추가 고려 사항  

7.1 막장압 편차 

막장압의 편차는 계산과정에서 반드시 고려되어야 하며 ZTV- ING (2012)(3장 참조)에 따라야 

한다.  

 

● +/- 10 kN/m2 (슬러리 쉴드의 경우 및 압축공기 모드의 경우(EPB 쉴드, 슬러리 쉴드)  

● +/- 30 kN/m2 (EPB 쉴드의 경우) 

 

EPB 쉴드의 경우 편차의 범위가 크게 정의되는데 이는 막장압의 조절에서의 불확실성이 높기 

때문이다. 이러한 편차는 막장압의 하한에 더해주게 되고 상한에서는 빼주어야 한다. 그러나, EPB 

shield에서의 큰 편차는 때로는 EPB shield 적용 타당성이 낮아지는 양상을 초래하기도 한다. 

따라서, 특별한 경우 타당한 사유에 의해서 EPB shield에서의 막장압의 편차를 낮추는 경우도 

있다. 편차의 축소는 특히 상한에서의 축소에 중점에 두어야 한다. 왜냐하면 심도가 상대적으로 

낮은 경우 지표융기 혹은 토사의 갑작스런 분출 등이 발생할 수 있기 때문이다. 막장압 편차를 

낮추는 경우는 근본적으로 우수한 쉴드 운전, 즉 운전 과정의 설계 및 제어가 필수적이다.  

 

7.2 다층으로 구성된 연약지반의 불균질한 터널 굴진면 

 다층으로 구성된 연약지반의 터널굴진면은 두가지 관점에서 불균질하다. 첫번째는, 터널의 

한부분은 배수거동을 보이는 중에 다른 부분은 비배수 거동을 보일 수 있다. 이러한 관점에서 

전체의 터널 단면은 비수조건으로 봐야 하며 및 한계평형법으로 검토되어야 한다.  

두번째는, 굴진면에서의 지반거동이 일률적으로 배수거동 혹은 비배수 거동인 경우이다. 

이러한 경우 굴진면에서의 지반의 전단강도 편차는 매우 클 수 있다. 한계평형해석 및 

지반안정비 해석법 모두 터널 굴진면의 균질할 것이라고 가정한다. 따라서, 터널굴진면의 지반은 

실용적인 관점에서 보통 균질화 시켜서 계산을 진행한다. 불균질한 굴진면 지반조건하에서 보다 

정확한 한계평형상태 해석법은 Broere(1999)에 의해 제시되었다. 이 방법은 D-Wall 벽체의 

안정성을 계산하기 위한 방법으로 Walz (1983)에 의해 개발된 수평 슬라이스법에 기반하고 있다. 

Broere(1999)는 파괴 웨지 토체의 미소 수평 슬라이스의 평형방정식을 유도하였다. 물성치가 

다른 지층의 각기 다른 파괴면의 각도를 고려할 수 있는 방법은 없고 모든 층에 대해 동일한 

미끄러짐 파괴각도가 적용된다. 불균질한 굴진면의 파괴 각도는 수치해석의 도움을 받아서 

결정되어야 한다. Zizka et al. (2013)에 의해서 수행된 수치해석은 불균질 터널 굴진면의 파괴 각도 

결정이 상당히 복잡하다는 것을 보였다. 이러한 복잡성은 불균질한 굴진면의 파괴 각도 결정이 

광범위하게 성공적이지 못하게 하는 요인으로 작용하였다.  



      

      

 

이전에 언급된 요소들로 인해서, 터널 굴진면 지반의 균질화를 위한 가중평균 접근법은 간혹 

실용적인 측면으로 적용된다. 최악조건 및 최상조건을 고려한 두가지 추가적인 계산이 

보충되어야 한다. 최악조건은 보다 보수적인 접근으로 단면상의 불균질 지반 중의 가장 낮은 

전단강도가 전단면에 걸쳐 작용하는 것으로 가정한다. 반면에 최상의 조건은 단면상의 불균질 

지반종 가장 우수한 지반조건이 전단면에 걸쳐있다는 가정하에 필요한 굴진면 지보합을 

계산한다. 최소 막장압은 이 두 경계값 사이에서 엔지니어의 판단 하에 결정된다.  

 

7.3 암반 및 토사 복합지반 굴진 

 굴진면에 경암과 연약지반이 동시에 나타나는 경우를 본 지침서에서는 복합지반이라고 

정의한다. 여러가지 터널 굴착중 문제가 복합지반과 관련이 있다. [Thewes, 2004]. 여러 가능한 

시나리오에는 터널 굴진면 안정성 평가 및 필요한 막장압의 결정과 관련한 복합지반이 

고려되어야 한다.  

그림 27의 case 1의 경우 터널 굴진면의 거의 전체가 연약토사이고 일부 암층으로 구성된 

지반을 EPB 쉴드로 굴진하는 경우이다. 이런 경우 전체 굴진면이 연약토사로 되어있다고 

가정하고 막장압의 계산이 이루어져야 한다. 굴착동안에는 챔버에 필요한 물성치를 갖고 있는 

토사가 채워져 있기 때문에 EPB 쉴드의 막장압이 유지될 수 있다. 하지만, 암석 절삭 커터 

(디스크 커터)는 단면의 일부를 차지하는 암석을 절삭하는 과정에서 과도한 하중을 받을 수도 

있다. 높은 굴진율(penetration rate, mm/rev)로 운전중인 EPB 쉴드에서 커터에 가해지는 하중을 

허용하중 이내로 제어하여 제한하는 것은 매우 어렵다. 따라서 굴진율이 암반의 강도에 따라서 

굴진율 허용치를 산정하여 운전중 굴진율을 허용치 이내로 제어하여야 한다.  

 

 

Fig. 27: Case 1 – 굴진면에 일부만 경암이 위치하는 경우, 노란 화살표 – 토압, 붉은 화살표 – 

디스크 커터에 가해지는 하중 (과도한 하중 작용 가능) 

 

그림 28의 case 2의 경우는, EPB 쉴드가 작은 부분의 토사가 위치하고 대부분이 경암으로 

구성된 복합지반을 굴착하는 경우이다. 막장압의 계산은 case 1의 경우와 같으나 등가 터널 

직경은 나타난 토사층의 두께로 적용한다. EPB 쉴드를 위해서는 그러나, 암석층의 절삭 파편으로 

이루어진 챔버내의 버력의 구성으로 인해서 (세립분이 부족하여) 이러한 막장압의 유지가 



      

      

 

어려울 수 있다. 이러한 암석층의 절삭 파편은 버력 배토를 위한 유동성의 저하뿐만 아니라 

지하수 제어를 위한 투수계수 특성도 가지 어렵게 한다. 결과적으로 다음과 같은 문제점을 

야기하게 된다.  

 

● 챔버내로의 과도한 지하수의 유입  

● 면판의 연약토사층에 대한 막장압 부족  

● 과도한 절삭툴, 면판 등의 마모  

● 과도한 열발생과 그로 인해 굴착중 메인 베어링의 냉각 시간 소요, 커터 점검 전의 냉각 

시간 소요  

 

이러한 문제점은 폼 등의 컨디셔닝 첨가제를 챔버내로 주입함으로서 상당부분 개선할 수 있고, 

이는 챔버내의 버력토의 투수계수와 마모를 감소시키는 데 목적이 있다.  

 

 

그림 28: Case 2 – 경암이 대부분의 굴진단면을 차지하는 EPB 쉴드 굴착의 경우, 노란화살표 – 

토압, 붉은화살표 – 경암굴착시 커터에 작용하는 하중 

 

그림 29의 Case 3 경우, 슬러리 쉴드는 복합지반을 굴착하는 상황이다. 굴진면 막장압의 

계산은 토사지반에 적용되어야 하며, 이때 토사지반에 대응되는 등가 직경이 적용된다. 이러한 

단면 막장압은 어떠한 조성의 복합지반에 대해서도 쉽게 유지될 수 있다.  

 

 

그림 29: Case 3 – 복합지반 슬러리 쉴드, 노란선 – 토압분포, 붉은선 – 커터에 가해지는 하중 



      

      

 

7.4 슬러리 쉴드에 의한 굴착 중 과잉간극수압 

포화된 사질토 지반에서의 슬러리 쉴드 굴착중 터널 굴진면 전방에 슬러리의 투과 과정에서 

과잉공극수압이 발생할 수 있다. 이러한 과잉 공극수압은 굴진면 안정성 분석에 사용된 

안전율을 떨어뜨리게 된다. 현재까지 이러한 과잉간극수압의 계산하는 일반적인 접근법이 

수행되지 않고 있으나, 이론적 접근법은 Bezuijen et al. (2001) and Broere & van Tol (2000)에 의해 

논의된 바 있다. 그림 30은 Jancsecz & Steiner (1994)에 의해 제시된 터널 굴진면 안정 계산에서의 

과잉간극수압의 고려한 사례를 보여주고 있다.  

 

 

 

그림 30: 굴진면 전방으로의 과도한 굴진면 막장압 [Bezuijen et al, 2001] 

 

굴착중 과잉간극수압은 공극수압 측정기에 의해서 측정이 가능하다. 이러한 측정은 2차 

Heinenoord 터널 [Bezuijen et al, 2001] 공사중 수행되었다. 이를 통해 막장압의 조정, 슬러리 

물성치의 조정 등 대응을 가능케 한다.  
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