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Abstract: The seismic behavior of the anchor joint in shield‐driven tunnel is very difficult to deter‐

mine with the conventional methods due to the extensive simplifications. This paper proposed an 

improved approach to investigate the seismic response of the anchor joint, considering both the soil‐

structure‐interaction  effect  and  the  actual geometric  features. Two  three‐dimensional numerical 

models were established, including the soil‐tunnel system and the refined model of the anchor joint. 

A seismic analysis study was first conducted on the soil‐tunnel model under different seismic input 

waves to obtain the responses of the joint opening and offset. Then, these results were imposed on 

the refined model of anchor joint to further examine its detailed performance under seismic excita‐

tions. The joint opening and offset under earthquake excitations from different directions were dis‐

cussed. The distribution characteristics of the stress of the anchor  joint were  interpreted. Finally, 

safety evaluations on the anchor  joint were executed based on the overall seismic responses. The 

results show that the maximum opening and offset of the anchor  joint under the two‐directional 

horizontal earthquake are greater than those under the unidirectional conditions, while different 

deformation trends are observed for the joints at distinct locations. The maximum opening of the 

anchor joint can reach 0.73 mm, whereas the peak offset is only 0.35 mm. The local plastic strain of 

the anchor joint increases under the seismic action, but all of the joints are still kept in the safe state 

under the most unfavorable conditions. The developed method in this paper can also be accessed 

by the seismic study on other types of joints with complex structural components in shield tunnels. 
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1. Introduction 

Shield‐driven  tunnel  has  been widely used  for  the  construction  of  urban under‐

ground transportation in the past few decades, and a great number of studies have been 

conducted to obtain a better knowledge of the mechanical and waterproof performance 

of segmental lining structures under the static and seismic action [1–5]. According to the 

published investigations [6,7], tunnels are vulnerable to damage under earthquake mo‐

tions, especially for the joint area, which has been repeatedly proven to be the weak com‐

ponent in the whole tunnel. It should be noted that if the damage near the joint develops 

into obvious cracks, more secondary disasters may happen, including water leakage, sand 

gushing, and even collapse. Thus, it is of great importance to study the seismic response 

of the segmental joint in shield tunnels. 

Generally, the seismic loading should be regarded as a key control factor during the 

design of a shield  tunnel  in earthquake‐prone areas  [8]. To capture  the seismic perfor‐

mance of the shield tunnel, quite a few methods have been proposed and adopted. The 

free‐field deformation approach is commonly used in earlier research [9], which neglects 
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the soil‐structure interaction (SSI). Using this method, the parameters for executing calcu‐

lations are easy to gain, whereas inaccurate results may be obtained due to its excessive 

simplification. It is well known that the SSI effect has a significant influence on the static 

and dynamic response of the structures [10–12]. Thus, the SSI effect should be properly 

taken into account to obtain satisfactory results. In this concern, Brachman et al. [13] con‐

ducted full‐scale tests to study the effectiveness of conventional orthotropic shell theory 

in soil‐structure interaction analyses. Abdel‐Sayed and Salib [14] investigated the possible 

soil failures caused by centric live loads based on a finite element method considering the 

SSI effect. Yeau et al. [15] discussed the parameters which may have a great influence on 

the performance of the in‐service culverts, including cover depth, size, and load applica‐

tion. Kasper and Meschke  [16] examined  the SSI effect on the shield  tunneling process 

from the aspects of grout material properties and soil cover depth. Maleska and Beben 

[17] established an improved numerical model to explore the impact of soil cover depth 

on the behavior of soil‐steel composite bridges during an earthquake. Maleska et al. [18] 

carried out a response analysis to reveal the behavior of the soil‐steel composite tunnels 

under seismic excitations. Kuribayashi et al. [19] set up a beam‐spring system to determine 

the longitudinal seismic behavior of the shield tunnel, in which the tunnel can be simu‐

lated as the beam, while the SSI effect can be considered through adding springs in differ‐

ent directions. Given  that  the beam element cannot  totally  represent  the  three–dimen‐

sional (3D) structural characteristics of the tunnel, more advanced methods were further 

presented through replacing the beam with cylindrical shells [20–22]. The analytical meth‐

ods mentioned above provide valuable insights into the seismic response of shield tun‐

nels, while it is insufficient to fully reveal the seismic characteristics of the segmental lin‐

ings  and  joints owing  to  the  inevitable  extreme  assumptions during derivation of  the 

equations. Conducting experiments (e.g., shaking table tests and centrifuge tests) is an‐

other effective way [23,24], in which the tunnel model can be manufactured with more 

local details such as the bolts, gaskets, longitudinal and circumferential joints. Wang et al. 

[25] carried out shaking table tests to identify the consecutive damage of the tunnel lin‐

ings, and the test phenomena were compared with those observed in field exploration. 

Wang et al. [26] examined the dynamic properties of two shallow‐buried tunnels. From 

their findings, there are great differences in the responses of displacement and accelera‐

tion of the two different tunnels. Additionally, the numerical method has also gained wide 

adoption because of its advantages of cost‐effectiveness, and flexible behavior in model‐

ing the refined or simplified structures [27–29]. 

As  the shield  tunnel  is a prefabricated structure consisting of numerous segments 

connected by  joints,  its mechanical behavior  is highly different  from  those constructed 

with in‐situ casting. There are many available publications about the weakened effect of 

the joint under static action [30–32], while that under seismic action is in need of further 

study. For this purpose, Zhang et al. [33] established a 3D finite element model (FEM) to 

analyze the dynamic characteristics of different types of bolt joints in shield tunnels. Liu 

et al. [34] studied the strength degradation, hysteresis behavior, energy dissipation, and 

the failure modes of the joints between prefabricated segments and cast‐in‐site structures 

under conditions of several earthquake excitations. Yang et al. [35] checked the distribu‐

tion features of the joint opening on the basis of a FEM under multidirectional input waves 

to grasp the impact of seismic loading. Yan et al. [36] obtained the contact pressure, open‐

ing, and offset of the joint in a shield tunnel subjected to seismic loading so that the wa‐

terproof behavior of the joint can be considered under such conditions. 

Overall, the research mentioned above has made great contributions to the compre‐

hensive understanding of the seismic response of the segmental joint. However, the exist‐

ing studies only cover the conventional bolt joints, while there are few reports on the seis‐

mic performance of the newly developed joints with a more complicated structural sys‐

tem, such as the anchor joint, FRP‐Key joint, and CT joint [37–39]. These new joints have 

the characteristics of great strength, high precision, and quick connection [40], which will 

be the main trend of shield tunneling. Therefore, it is critical to conduct seismic response 



Appl. Sci. 2022, 12, 6362  3  of  21 
 

analysis of these new types of joints. Nevertheless, there are great challenges to directly 

reflecting the complex geometric features of the new joints during the dynamic numerical 

simulation, which may lead to too much increase in degrees of freedom to obtain compu‐

tational convergence. On the other hand, neglecting the local details of the new joints may 

result in an unexpected negative influence on the final seismic response. Consequently, it 

is essential to propose more advanced methods for the seismic analysis of the new joints 

so that a good balance can be reached between the reliability and implementation diffi‐

culty. 

This paper aims at  investigating  the seismic response of the anchor  joint  in shield 

tunnels considering soil‐structure interaction. An improved method was first introduced 

to achieve this target, in which a 3D finite element model for the soil‐tunnel system should 

be established to obtain the overall performance response under excitations of different 

input waves. The circumferential anchor  joint was simulated using the multidirectional 

springs, while  the  longitudinal bolt  joint was replaced by  the beam. Based on  the  joint 

opening and offset obtained from the integral model, a refined model of the anchor joint 

was then set up to further examine its mechanical behavior under the seismic action. The 

responses of deformation and stress were finally discussed to interpret the safety status 

of the longitudinal and circumferential  joints. The method developed  in this paper can 

also be accessed to seismic response analysis of other types of new joints with complicated 

structures in shield tunnels. 

2. Project Overview 

A metro line has a total length of approximately 11 km, in which the shield tunneling 

is adopted to construct the underground section. The design working  life of the metro 

tunnel is 100 years, while the corresponding seismic precautionary intensity is 8‐degree. 

There are nine stations in total. According to the design data, the shield tunnel is approx‐

imately 6.7 km in length, and has a maximum buried depth of 28 m from the ground to 

the roof of the tunnel. Soft soil is widely distributed along the tunnel, while sandy clay, 

silt, and silty sand can also be found. During the construction, the shield tunnel succes‐

sively passes through silt sand, sandy clay, muddy clay, fine‐silty sand, and clay, whose 

depths are listed in Section 4.1.2. The ground elevation is 2 m–3 m. The water level is 2 m 

below the ground surface, implying that the maximum water table can reach 26 m. The 

metro tunnel is constructed as a new transport line in the suburbs, and there are no other 

projects in the near vicinity. 

The outer diameter, inner diameter, thickness, and width of the segmental lining are 

6.6 m, 5.9 m, 0.35 m, and 1.5 m, respectively. Additionally, the universal wedge segment 

is selected for the assembly of the segmental lining. Each ring has six segments in total, 

including one K block, two adjacent blocks, and three standard blocks. Different types of 

joints are adopted for the connections in longitudinal and circumferential directions. M30 

bending bolts are selected to connect the adjacent two single segments in the longitudinal 

joints, while the anchor  joint is used for the circumferential  joint to make the assembly 

construction more  efficient. There  are  sixteen  anchor  joints  and  twelve  bending  bolts 

needed in each ring. The overall view of the cross‐section, 3D view, and joints are illus‐

trated in Figures 1–3, respectively. 
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Figure 1. Cross section of the shield tunnel. 

 

Figure 2. 3D perspective scene of the segmental lining and joints. 
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Figure 3. Local details of the segment and joints. 

3. Improved Method to Investigate Seismic Response of Anchor Joint 

An improved method is proposed and introduced in this section to conduct the seis‐

mic response of anchor joint in shield tunnel considering both the SSI effect and the com‐

plicated structural features. Using this method, the whole procedure of the seismic anal‐

ysis is actually divided into two parts. Firstly, a 3D numerical model should be established 

for the soil‐tunnel system, as shown in Figure 4. This soil‐tunnel system contains three‐

dimensional soil and tunnel models as well as joints. Specifically, the anchor joint and bolt 

joint are simplified as the springs and beam elements. Therefore, both the soil and struc‐

ture have been  included  in  the established model  for considering the SSI effect.  In this 

way, the SSI effect can be taken into account in this step, and a relatively satisfactory result 

can be obtained with the computation cost in an acceptable range. 

 

Figure 4. Procedure of the improved method. 
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Then, the joint opening and offset results can be gained from the integral model men‐

tioned above. After that, a refined numerical model will be set up for the anchor  joint, 

which can totally reproduce its structural characteristics. Combing the refined model of 

the anchor joint with the obtained joint opening and offset results from the integral model, 

a more detailed exploration can be conducted on the anchor joint. 

4. Numerical Model and Materials 

4.1. Soil‐Tunnel System 

4.1.1. Soil‐Tunnel Model 

A 3D numerical model was firstly established for the soil‐tunnel system to include 

the dynamic SSI  effect under  seismic  excitations  in ABAQUS. The  length, depth,  and 

width of the model are 120 m, 60 m, and 100 m, respectively. The soil is regarded as the 

multilayered media, while the tunnel is composed of equivalent areas without joints and 

key areas with more details. The numerical model and the corresponding mesh results are 

shown in Figure 5. In this model, the solid C3D8 element is selected for the segment and 

soil, while the 3D beam element B31 is used to simulate the bending bolt joint. Shear and 

normal springs are utilized to replace the connection effect of the anchor joint at the same 

locations with  those  in practice. The density of mesh  for  the whole soil‐tunnel system 

model was determined based on [33]. 

 

Figure 5. 3D numerical model of the soil‐tunnel system and local details. 

It should be noted that there are five segmental lining rings in the key areas in total, 

which are connected by bolt joints and anchor joints in the longitudinal and circumferen‐

tial directions, respectively. In addition, the reduction effect of the segmental joint on the 

structural stiffness should be considered for the equivalent areas of the tunnel model. In 

this regard, the equivalent parameter     is introduced to represent the reduction of the 
flexural rigidity for the lining structures. In this paper, the     is set to be 0.077 on the basis 
of the published data from [33]. 

4.1.2. Material Properties 

During the calculations, the concrete damage plasticity (CDP) model is adopted to 

describe the  irreparable damage of the concrete under the seismic action. Based on the 

CDP model, the damage factor ranges from 0 to 1, representing no damage and complete 

failure of concrete, respectively. As C60 high performance concrete  is used for the seg‐

mental lining, the corresponding elasticity modulus, Poisson’s ratio, shear expansion an‐

gle, flow potential offset value, density, cohesion coefficient, and eccentricity are 3.55 × 104 

MPa, 0.2, 0.67, 2450 kg/m3, 35°, 0.001, and 0.1, respectively. Additionally, the ratio of biax‐

ial ultimate compressive strength to uniaxial ultimate compressive strength is set to be 
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1.16. All the above parameters were determined as Wang et al. reported [41]. More de‐

tailed governing parameters of the CDP model for C60 concrete are listed in Table 1. The 

damage parameters of the concrete can be obtained by the following equation. 

Table 1. Governing parameters of the CDP model for C60 concrete. 

Uniaxial Compres‐

sive Stress/(MPa) 

Uniaxial Inelastic 

Compressive Strain 

Compressive 

Damage dc 

Uniaxial Tensile 

Stress/(MPa) 

Uniaxial Cracking 

Tensile Strain   

Tensile   

Damage dt 

7.239  0  0  2.720  0  0 

22.122  6.77 × 10−5  0.032  2.216  8.28 × 10−5  0.293 

32.149  2.25 × 10−4  0.112  1.682  1.33 × 10−4  0.447 

34.258  7.68 × 10−4  0.241  1.426  1.72 × 10−4  0.579 

29.164  1.23 × 10−3  0.447  1.218  2.26 × 10−4  0.652 

23.297  2.51 × 10−3  0.622  0.982  2.58 × 10−4  0.742 

19.332  3.56 × 10−3  0.741  0.872  2.93 × 10−4  0.791 

14.265  4.12 × 10−3  0.823  0.783  3.24 × 10−4  0.824 

11.173  4.83 × 10−3  0.872  0.691  3.63 × 10−4  0.857 

10.293  5.63 × 10−3  0.894  0.635  3.94 × 10−4  0.872 

8.973  6.58 × 10−3  0.928  0.593  4.32 × 10−4  0.894 

7.254  7.24 × 10−3  0.933  0.551  4.69 × 10−4  0.912 

4.982  8.73 × 10−3  0.973  0.514  4.92 × 10−4  0.939 

 

in

k 0

in

k k 0

k

(1 )
, (k t c)

(1 )

E
d

E

 
  


 

 
,   (1)

in which, 
kd   denotes the damage parameter, while k = t means tension and t = c means 

compression; 
0E   is the initial elasticity modulus of the concrete;  in

k   is the strain in the 

inelastic stage;  k   is the stress;     is the proportional coefficient of plastic strain to ine‐
lastic strain. 

On the other hand, the elastoplastic model is employed to describe the plastic behav‐

ior of the bending bolt joint. For the bending bolt with a strength grade of 8.8, the corre‐

sponding elastic modulus, yield stress, and Poisson’s ratio are set to be 210 GPa, 640 MPa, 

and 0.25, respectively [40]. While for the anchor joint, multidirectional springs with bilin‐

ear behavior are used, including the tensile stiffness and shear stiffness. This assumption 

was used in this paper based on the reports published in [42]. The initial tensile stiffness 

of the anchor  joint  is set  to be 350 MN/m, while  that will be decreased to 0  if the  joint 

opening  exceeds  1.5 mm. Similarly,  the  initial  shear  stiffness of  the  anchor  joint  is  80 

MN/m, while that will be increased to 230 MN/m if the joint offset exceeds 2 mm. 

During the calculations of wave propagation in soft soil and rock, it is important to 

capture the soil nonlinearity. Consequently, the equivalent linear approach is selected to 

define  the approximate nonlinear behavior of soil  through a continuous update of  the 

shear modulus and damping ratio according to the calculated soil strain, which has been 

widely used in this field. The maximum shear modulus of the soil can be calculated from 

the following equation. More detailed geological properties of different soil layers can be 

found in Table 2. 

2
max = sG V   (2)

where, 
maxG   is the maximum shear modulus;     is the density; 

sV   is the shear wave ve‐

locity. 
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Table 2. Properties of the soil layers. 

Layer 
Density/ 

(kg/m3) 

Shear Wave 

Velocity/(m/s) 
Poisson’s   

Ratio 

Friction   

Angle/(°) 
Cohesion/ 

(kPa) 

Slit  1720  180  0.45  36  10 

Clay  1780  220  0.32  32  18 

Silty clay  1840  270  0.38  30  26 

Sand  1950  340  0.25  40  2 

Bedrock  1920  600  0.20  ‐  ‐ 

4.1.3. Contact Relationships 

As there are lots of different components in the soil‐tunnel system, it is of significance 

to select the correct contact relationships to describe the interaction between them. The 

surface‐to‐surface contact in ABAQUS  is employed to simulate the  interaction between 

the soil and the segmental lining structures, while the bolt joint is embedded in the seg‐

mental linings. Moreover, the hard contact is set for the normal behavior of the surface‐

to‐surface contact, and the penalty friction approach is used with finite sliding formula‐

tion in the tangential direction. The friction coefficient between the soil and segments is 

0.5, while that between different segments is set to be 0.55. 

4.1.4. Boundary Conditions 

Since the numerical model of the soil‐tunnel system only has a limited range of soil 

instead of the practical  infinite space,  it  is essential to  include an artificial boundary to 

make sure that the scattering waves can be eliminated on the boundary. In this paper, the 

viscous‐spring boundary proposed by Gu et al. [43] is adopted, whose efficiency has been 

greatly verified in many publications [44,45]. When using the viscous‐spring boundary, a 

great number of springs and dampers should be added on the boundary nodes. For each 

boundary node, the viscous‐spring boundary is shown as Figure 6. 

 

Figure 6. Viscous‐spring boundary. 

The coefficients of the springs and dampers can be obtained from the following equa‐

tions: 

=BT TK G r ,  =BN NK G r   (3)

=BT sC c ,  =BN pC c   (4)  (4)
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where, 
BTK   and 

BNK   are the spring coefficients  in the two different directions, respec‐

tively; 
BTC   and 

BNC   are the damping coefficients in the two different directions, respec‐

tively; 
T   and 

N   are modified coefficients for the spring coefficients;  r   is the distance 

from calculated nodes to the input wave;  G   is the soil shear modulus; 
sc   is the velocity 

of shear wave, while  pc   is the velocity of the P wave. 

4.1.5. Earthquake Records 

Two seismic waves are selected in this paper to conduct dynamic analysis on soil‐

tunnel system, defined as wave 1 and wave 2, respectively. The acceleration time histories 

of the two used seismic waves are displayed in Figure 7. According to the design require‐

ments of the shield tunnel, the amplitude of 0.15 g is set for the two seismic waves with 

the exceedance probability of 10% in 50 years. 

 
(a) 

 
(b) 

Figure 7. Acceleration time histories of seismic waves. (a) Wave 1. (b) Wave 2. 

Additionally, as the tunnel has a much greater length than its diameter, the seismic 

behavior of the tunnel may show obvious difference when subjected to the earthquake 

from different directions. To take into account the possible influence caused by the inci‐

dent direction of the seismic waves, three different cases are included, including the earth‐

quake motion along the axial direction of tunnel, along the transverse direction of tunnel, 

and the two‐directional horizontal earthquake. For the two‐directional horizontal earth‐

quake conditions, the ratio of transverse acceleration amplitude to axial acceleration am‐

plitude is set to be 1:0.85. Hence, there are six cases in total designed for the seismic re‐

sponses analysis, which is listed in Table 3. 
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Table 3. Cases for seismic response analysis. 

Case No. 
Incident   

Direction 

Transverse   

Direction 

Peak 

Acceleration 

Axial   

Direction 

Peak 

Acceleration 

1  Transverse  Wave 1  0.15 g  ‐  ‐ 

2  Axial  ‐  ‐  Wave 1  0.15 g 

3  Two‐directional  Wave 1  0.15 g  Wave 1  0.1275 g 

4  Transverse  Wave 2  0.15 g  ‐  ‐ 

5  Axial  ‐  ‐  Wave 2  0.15 g 

6  Two‐directional  Wave 2  0.15 g  Wave 2  0.1275 g 

4.2. Refined Model of Anchor Joint 

4.2.1. Refined Numerical Model of Anchor Joint 

Figure 8 shows the 3D refined numerical model and mesh of anchor joint, and two 

segments are also included in this model. Each segment has a width of 0.75 m, a center 

angle of 22.5°, and the same thickness with that in the soil-tunnel system. The detailed 

dimensions of the anchor joint can be found in [40]. The solid C3D8 element is employed 

to simulate both the anchor joint and segment, and finer mesh is used for the anchor joint 

as well as the adjacent contact areas for reliable accuracy. 

  
(a) 

 
(b) 

Figure 8. Refined numerical model of anchor joint. (a) 3D view. (b) Plan view. 

From Figure 8, it can be seen that the anchor  joint herein consists of three compo‐

nents, i.e., rod, lantern ring, and sleeve. During the construction of the shield tunnel with 

the anchor joint, the circumferential joint can be directly connected without extra manual 

operation due to the automatic self‐join of the anchor joint. Under the pressure of jack, the 

rod will be inserted into the sleeve, while the six sleeve walls will further deform to fill 

the gap between the rod and  lantern ring. Based on  the above  linkage mechanism,  the 

assembly of anchor joint will be completed, which provides high tensile strength. 
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4.2.2. Material Properties 

The CDP constitutive model  is used for  the  two segments, and the corresponding 

parameters are totally identical to those listed in Section 4.1.2. The elastoplastic constitu‐

tive model is adopted for all of the components in the anchor joint. The elasticity modulus 

of the anchor joint is 181 GPa, while the yield stress is 530 MPa. The Poisson’s ratio is 0.26. 

4.2.3. Contact Relationships 

Given that the anchor joint is actually embedded during the fabrication of the con‐

crete segment in practice, the anchorage zone of the joint is tied with its adjacent concrete, 

whereas the surface‐to‐surface contact formulation is employed for the other integrations. 

The penalty coefficient of  interface between anchor  joint and concrete  is set  to be 0.25, 

while that between different components of the anchor joint is 0.5 to reproduce the fas‐

tening effect according to [40]. 

4.2.4. Boundary and Loading Conditions 

Since the refined model is loaded using the obtained joint deformation from the soil‐

tunnel system, an appropriate boundary condition should be used to simulate the same 

situation with that in the integral model. For this purpose, the following boundary condi‐

tion is introduced as shown in Figure 9. That is, the three surfaces of the right segment are 

set as the constrained boundary, while no constraints exist for the other components. With 

such boundary conditions, the loading procedure of the refined model can be divided into 

two steps. In step 1, the assembly of anchor joint is completed by pushing the left concrete. 

After that, the joint offset and opening can be loaded on the anchor joint by applying the 

obtained deformation. 

 
(a) 

 
(b) 

Figure 9. Boundary and loading conditions. (a) Step 1. (b) Step 2. 

4.3. Model Validation and Convergence Study 

In this section, to validate the effectiveness and reliability of the refined numerical 

model of the anchor joint, a comparison study is conducted on the mechanical behavior 

of the anchor joint during the assembly and tension deformation. Specifically, the results 

obtained from the model shown in Figure 8 are calibrated against those recorded in the 
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tests conducted by Shirato et al. [38]. In their tests, a single anchor joint was used, and the 

reinforced concrete segment was simulated by the metal bases. During the tests, the an‐

chor joint was first assembled. After that, the tensile load was imposed on the assembled 

anchor joint to investigate its tensile performance. For the verification analysis, the anchor 

joint is first in a separate state as shown in Figure 9a. Then, the anchor joint will be assem‐

bled with a thrust action, illustrated in Figure 9b, which are totally the same with those in 

tests. In the process mentioned above, a displacement‐force curve can be drawn. Similarly, 

another relationship between the displacement and force can be gained during the tension 

deformation. 

Meanwhile, a convergence study is also necessary to determine the reasonable mesh 

size according to the corresponding accuracy of the models with different mesh results, 

so  that a good balance  can be  reached between  the  computational  cost and precision. 

Looking at this target, three models with small mesh size, medium mesh size, and large 

mesh size are established for comparison. The experimental and numerical results during 

the assembly and tension deformation of the anchor joint are shown in Figure 10. 

 
(a) 

 
(b) 

Figure  10.  Comparison  between  experimental  and  numerical  solutions.  (a) Displacement‐force 

curve during assembly process. (b) Joint opening‐force curve during tension deformation process. 

During the convergence study, the small mesh size has a basic dimension of 1 mm 

for the rot and sleeve, while that for the lantern ring is 3 mm. The medium mesh size has 

a basic dimension of 3 mm for the rot and sleeve, while that for the lantern ring is 5 mm. 

For the large mesh size, the basic dimensions of the rot, sleeve, and lantern ring are 5 mm, 
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5 mm, and 8 mm. As the concrete segment is not the main component in the model, its 

mesh size remains unchanged during the convergence study. From Figure 10, it can be 

found that the numerical results agree well with the experiment results in both the assem‐

bly and tension deformation process, whichever mesh size is adopted. The comparison 

between  experimental  and  numerical  solutions  provides  evidence  that  the  numerical 

model has the satisfactory reliability. Thus, all of the three examined mesh sizes can be 

used for further study of the mechanical behavior of the anchor joint. Since using the me‐

dium mesh size shows the best computational efficiency according to the calculation pro‐

cess, the medium mesh size is finally employed in the subsequent analysis. 

5. Seismic Response of Anchor Joint 

5.1. Joint Opening and Offset 

The deformation of four circumferential joints in the key areas of tunnel model are 

shown in Figures 11 and 12. When the seismic wave is input from the transverse direc‐

tions, the maximum joint opening is found at tunnel arch waist, while the minimum value 

is at the arch bottom. For the axial seismic conditions, the maximum joint opening is found 

at arch bottom or the arch vault of the tunnel, while the minimum value  is at the arch 

waist. Besides, it can be seen that these four circumferential joints show similar joint open‐

ing distribution behavior, although the detailed values are slightly different. However, 

this is not true for the two‐directional conditions, in which obviously distinct joint defor‐

mation can be observed for different joints. 

Moreover, the maximum circumferential joint opening is 0.41 mm, 0.49 mm, 0.52 mm, 

0.69 mm, 0.71 mm, and 0.73 mm in cases 1−6, respectively, which are generally larger than 

the longitudinal joint opening. According to this finding, the circumferential joint may be 

vulnerable to larger deformation than the longitudinal joint under the same earthquake 

motion. Additionally, it is worth noting that the joint opening under the two−directional 

excitations is a little bit greater than the unidirectional conditions. Though there is only a 

small increasing level, the amplified effect caused by the two−directional excitations can‐

not be neglected for the sake of safety evaluations. 

Figure 12 shows the envelope curves of the circumferential joint offset results. From 

Figure 12, apparent distribution characteristics can be found under different seismic con‐

ditions. For the transverse excitations, the maximum joint offset locates at the arch bottom 

and arch vault of the tunnel, while the minimum value is at the tunnel arch waist. For the 

axial excitations, the maximum joint offset is found at the tunnel arch waist, whereas the 

minimum one is at the arch bottom and arch vault, which is just opposite to that of the 

maximum  value. Moreover,  the  joint  offset  under  the  transverse  excitations  is much 

smaller than that under the axial excitations. Take the wave 1 for example, according to 

the comparison of case 1 and case 2, the maximum joint offset grows from 0.035 mm to 

0.15 mm by increasing nearly 500 percent. In addition, the distribution of the offset under 

two−directional excitations  is similar to that of the axial conditions. This is because the 

transverse seismic wave has almost no influence on the circumferential joint offset, as the 

joint offset under the transverse excitations is too small to be considered. The maximum 

circumferential joint offset is 0.29 mm, 0.34 mm, 0.25 mm, and 0.35 mm in the case 2, case 

3, case 5, and case 6, which is nearly half of the corresponding joint opening. Combing the 

longitudinal joint deformation results, it can be primarily drawn that the seismic action 

leads to more negative impact on the joint opening than the joint offset.   

Zhang et al. [33] conducted seismic response analysis of bolt joints in shield tunnels. 

According to their findings, the maximum circumferential  joint opening and offset can 

reach 0.7 mm and 0.5 mm under transverse excitations with a peak acceleration of 0.1225 

g. While under axial excitation conditions,  the maximum circumferential  joint opening 

and offset can reach 0.9 mm and 0.6 mm, respectively. Compared with the bolt joint, the 

deformation  of  anchor  joint  subjected  to  seismic waves with  the  same  amplitude  is 
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smaller. This indicates that the anchor joint has a better bearing capacity. Besides, the de‐

formation of bolt joint under axial excitation is larger than that under transverse excita‐

tion, which is similar to that found in this paper. 

   

(a)  (b) 

   

(c)  (d) 

   

(e)  (f) 

Figure 11. Maximum circumferential  joint opening. (a) Case1. (b) Case2. (c) Case3. (d) Case4. (e) 

Case5. (f) Case6. 
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(a)  (b) 

(c)  (d) 

   
(e)  (f) 

Figure 12. Maximum circumferential joint offset. (a) Case1. (b) Case2. (c) Case3. (d) Case4. (e) Case5. 

(f) Case6. 

5.2. Stress Distribution Characteristics of Anchor Joint 

The stress distribution results of the anchor joint on the basis of the refined numerical 

model are displayed  in Figure 13. For easy observation, the symmetrical plane passing 

through the axis of the anchor joint is selected as the sectional view. Figure 13a shows the 

stress of the anchor joint after finishing the assembly of rot, sleeve, and lantern ring, which 

is the perfect working state of the joint. In this case, the maximum stress of the joint is 510 

MPa, locating at the sleeve walls. It is obvious that most of the stress concentration areas 

are on the sleeve walls, implying that the three components of the anchor joint have been 

firmly connected so that the satisfactory tensile property can be obtained. Additionally, 
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the  lantern ring  is the main component to bear the  large deformation and generate the 

tightening force. The anchor joint has entered the plastic deformation stage under the nor‐

mal working conditions, which is quite different from the conventional bolt joints. 

 
(a) 

 
(b) 

 
(c) 

 
(d) 

 
(e) 
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(f) 

 
(g) 

Figure 13. Stress distribution of anchor joint. (a) After assembly. (b) Case1. (c) Case2. (d) Case3. (e) 

Case4. (f) Case5. (g) Case6. 

After loading the deformation responses of the joint, the maximum stress responses 

of the anchor joint under the six different selected cases are illustrated in Figure 13b−g. It 

is found that obvious changes happen on both the maximum stress and its distribution 

features. Specifically, the maximum stress decreases to 464 MPa, 459 MPa, and 462 MPa 

under the different input conditions of wave 1, while that for the wave 2 is 451 MPa, 449 

MPa, and 447 MPa, respectively. Consequently, the maximum stress of the anchor joint 

decreases in varying degrees after bearing the seismic load, which is mainly due to the 

change of the relative position of the segments, leading to the change of the relative posi‐

tion between the rod, sleeve walls, and lantern ring. With the joint deformation, especially 

for the joint opening, a separation trend of the three components will appear, which finally 

weakens  the  integrity of  the anchor  joint. On  the other hand,  friction  is extremely  im‐

portant to keep the tensile bearing capacity of the anchor joint. The change of the relative 

position of each component may  lead  to  the decrease of  the contact pressure between 

components and further cause the loss of the bearing capacity of the anchor joint. 

In addition, the  influence of the structural characteristics of the anchor  joint on  its 

seismic response must be fully considered. As the anchor joint is a composite structure, if 

the components are separated only within a certain range under the action of earthquake, 

the main impact result is the decline of structural integrity. However, the loss of integrity 

will not cause irreversible structural damage to a single component, which is essentially 

different from the traditional bolt joint. The recoverability of anchored joints in a certain 

range  of  deformation makes  them  have  better  resistance  to  large  deformation  loads. 

Therefore, when analyzing the stress characteristics of anchored joints under earthquake, 

the final deformation of the joints must be taken into account after the earthquake, in ad‐

dition to the most unfavorable load combination. According to the maximum joint defor‐

mation, it can be judged whether the anchor joint is completely damaged during the earth‐

quake. Meanwhile, the final joint deformation can be used to predict the actual state of the 

anchor joint after the end of the earthquake load. 

5.3. Strain Response of Anchor Joint 

Based on the stress and deformation results of  the anchor  joint, the sleeve has  the 

largest deformation among the different components, which play a key role in the bearing 
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capacity of the whole system. Although plastic deformation occurs locally in other com‐

ponents, the value is very small and has little influence on the joint’s performance. There‐

fore, only the main deformation component, namely the sleeve, is analyzed in this section. 

The plastic strain distribution of the sleeve is shown in Figure 14. 

 
  (a) 

   
  (b)  (c) 

   
  (d)  (e) 

   
  (f)  (g) 

Figure 14. Plastic strain of lantern ring. (a) After assembly. (b) Case1. (c) Case2. (d) Case3. (e) Case4. 

(f) Case5. (g) Case6. 

It can be seen from Figure 14a that after the anchor joint is assembled, plastic strain 

occurs  in most areas of the side walls of  the sleeve, which  is consistent with  the stress 

distribution results. By comparing the plastic strain results at the completion time of as‐

sembly and after the application of the most unfavorable seismic displacement responses, 

it can be found that the plastic strain distribution of the sleeve changes little under the 

action of different seismic waves, and the maximum plastic strain remains unchanged. It 

can be inferred that the maximum plastic strain of the side walls of the sleeve occurs at 
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the end of the assembly process. This should happen at the same time with the appearance 

of the maximum deformation of the sleeve side walls. 

Besides,  the mutual position  change  between  the  joint members within  a  certain 

range will not cause the increase of the maximum plastic strain. However, it is worthy of 

noting that the distribution range of the maximum plastic strain has expanded in Figure 

14b−g, and it changes from the edge of the sleeve side walls to the sleeve center. The above 

results  indicate  that although  the maximum plastic strain value  remains  the same,  the 

plastic deformation of the sleeve side walls actually increases after the earthquake. The 

cumulative effect of plastic strain under seismic action has a negative impact on the me‐

chanical performance of the anchor joint. With the continuous expansion of the distribu‐

tion range of plastic strain, the recovery level of the bearing capacity of each component 

in the anchor joint after separation and reassembly is bound to decline. Accordingly, it is 

of critical  importance  to conduct a detailed seismic response study on  the anchor  joint 

based on the proposed method in this paper. In this way, the deformation characteristics, 

bearing capacity, and safety state of the anchor joint can be reasonably evaluated in the 

light of the cumulative plastic deformation of sleeve walls during the earthquake motion. 

In fact, most of the existing seismic response studies on shield tunnels have neglected 

the detailed structural features of the segmental  joints. The most important reason is to 

simplify  the model  to gain  less computational cost. Another critical  reason  is  that  it  is 

really difficult to reach convergence during the complicated three‐dimensional numerical 

simulations with too detailed characteristics of the structures. However, in this section, an 

apparent cumulative effect of plastic strain has been found for the anchor joint under seis‐

mic action. This phenomenon demonstrates that it is quite necessary to propose advanced 

methods, which can reproduce and reflect  the real structural features of  the segmental 

joints. Additionally, it can be inferred that for the segmental joints with complex structural 

components, more  detailed  investigations  are  still  in  need  to  gain  a  comprehensive 

knowledge of their seismic performance. 

6. Conclusions 

This paper aimed to study the seismic response of the anchor joint in shield tunnel 

considering the SSI effect. For this purpose, an improved method was first developed and 

introduced in detail. Then, joint deformation characteristics were discussed based on the 

results obtained from the soil‐tunnel system. Finally, the detailed stress and strain distri‐

bution features were interpreted to reveal the seismic performance and evaluate the safety 

state of the anchor joint. The specific conclusions are as follows: 

(1) Combing the dynamic time history method and the response displacement method, 

an  improved  approach  is proposed  for  the overall  and detailed  seismic  response 

study of the anchor joint. Using this method can effectively reduce the modeling dif‐

ficulty and computing resource consumption caused by the complex structure of the 

anchor joint. 

(2) The maximum opening and offset of the anchor joint under the axial seismic input 

are greater than those under the transverse seismic input. The distribution features 

of joint opening and offset are obviously different under different seismic excitations. 

The seismic action leads to a more negative impact on the joint opening than the joint 

offset. 

(3) Compared with the unidirectional seismic input conditions, the maximum opening 

and offset of  the anchor  joint under  the bidirectional seismic action are  increased. 

However, the deformation of joints at different locations is rather distinct, which can‐

not be directly obtained from the sum of results from unidirectional seismic input 

conditions. 

(4) The opening and offset caused by earthquake can cause the separation of the compo‐

nents in the anchor joint, resulting in the decrease of the contact pressure among the 

components, and further reduce the bearing capacity of the anchor joint. The stress 
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distribution of the sleeve shows obvious changes, while the distribution range of the 

maximum plastic strain of the sleeve walls is expanded. 

(5) For the evaluation on the deformation resistance and post‐earthquake performance 

of the anchor joint, the final deformation of the anchor joint and the cumulative plas‐

tic strain of the sleeve can be used as the quantitative indicators. 

The seismic response of anchor  joint has been preliminarily studied with  the pro‐

posed improved numerical method. In this paper, only the results of joint opening, offset, 

stress, and strain were considered, while more detailed investigations are still necessary 

to gain a comprehensive understanding of the seismic performance of anchor joints. The 

influence of geology  conditions and  seismic waves  should also be  taken  into account, 

which will be the further work. 
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