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摘  要：针对竖向正方形锚板水平极限拉拔力学机理和承载力理论研究存在人为区分浅埋、深埋，但界定标准不统一

的问题，对其开展了破坏机制分析和极限承载力三维统一理论解的研究。通过板前四棱锥土核在垂直于板平面的竖直

面和水平面投影三角形的形状演化来分别反映竖向和水平向破坏机制随土性、埋深比等因素变化的对称性；构建了竖

向正方形锚板水平极限拉拔的三维统一力学模型；依次取不同受力体进行极限力学平衡分析；推导了拉拔极限承载力

三维统一理论解。与其他理论方法、试验数据的对比验证表明：新的力学模型很好地实现了一个模型来反映不同埋深

比范围破坏机制的连续变化规律，无需再人为区分浅埋和深埋；统一理论解计算结果不仅与室内模型试验数据符合的

很好，也和现场、大尺寸室内试验数据吻合；较 3 种国外方法计算结果更加接近于实测值，且具有更小的离散性，平

均值总体上偏于安全，在 4 种方法中表现最好。 
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Abstract: The researches on mechanical mechanism and bearing capacity of horizontal pullout of vertical square anchor plates 
have the problem of artificially distinguishing shallow and deep buried types without uniform definition standards. This study is 

devoted to the researches on the three-dimensional unified theoretical solution of horizontal ultimate pullout capacity of a 
vertical square anchor plate based on deep analysis of failure mechanism. The symmetry of failure mechanism varying with soil 

properties and buried ratios in vertical and horizontal directions is reflected by the evolution of projected triangles of 
rectangular pyramid soil core before the anchor plate to the vertical plane and horizontal plane, respectively. A three- 

dimensional unified mechanical model is established for the horizontal ultimate pullout of the vertical square anchor plate. The 
ultimate mechanical equilibrium analysis method is used for different loaded bodies in turns to derive the three-dimensional 

unified theoretical solution. Comparison with other theoretical methods and test data indicates that the new model can reflect 
the continuous variation rules of the symmetry of failure mechanism very well in different ranges of depth ratio. The 

three-dimensional unified theoretical solution has extensive applicability to the model test and field test data. The new solution 
performs the best as its calculation result is more close to the measured value with smaller discreteness and the average is 

generally safe. 
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0  引    言 
锚板作为一种可提供抗拔承载力的构件，因其具

有施工简便、经济性好等特点，迄今已在工程界中得

到了广泛的应用[1]。按设置方向，锚板可分为三类：

水平、竖向和倾斜。水平锚板主要提供竖向抗拔承载

力，竖向锚板主要提供水平抗拔承载力，倾斜锚板则

兼而有之。因此，受其使用功能的决定，锚板的极限

抗拔承载力是锚板结构设计时必须要明确的重要指

标。到目前为止，国内外已有很多学者从试验、数值

模拟、理论分析等多方面对此问题进行了长期而广泛

的深入研究，并取得了一系列的成果，这其中理论成

果尤为突出。理论方法的研究主要可分为极限平衡法

和极限分析法两类[2-3]，通过假定板周土体破坏面或机

动容许的速度场来构建极限拉拔下的力学模型，然后

进行极限平衡分析或上下限分析。这类方法的优点是

可以获得解析解，虽然推导过程复杂但便于工程应用。

竖向锚板一般用于挡土墙工程，通过拉杆与挡土墙面

板或者肋柱相连，利用锚板的水平承载力来平衡作用

在墙面上的土压力以保持挡土结构的稳定性。相较于

水平锚板，竖向锚板的水平拉拔问题因不具有严格意

义上的对称性而使得其破坏面或速度场的描述更加复

杂，研究成果较少。而竖向条形锚板因可采用平面应

变假设，简化为二维问题，分析复杂程度显著降低，

故研究主要以竖向条形锚板为主[4-5]，矩形或圆形锚板

则在此基础上通过引入形状系数的方法来考虑其三维

效应[6-7]，真正直接进行三维理论分析的研究几乎还没

有。一般而言，长宽比大于 5 的锚板才可视作条形锚

板，但在实际工程中，符合这种尺寸条件的条形锚板

应用很少，普遍使用的是矩形锚板[8]，正方形锚板居

多[9]。 
竖向锚板在受到水平拉力后，板前土体在受拉方

向受到挤压，同时也向另外两个方向上挤压土体发生

位移变形，其相对大小对锚板力学模型的构建有着重

要影响。对于条形锚板，土体的位移变形只发生在垂

直于板平面的竖直面内，故其力学模型可采用竖直面

内的平面应变模型，视为二维问题。而对于正方形锚

板，水平方向土体的位移变形将显著发生。事实上，

受施工过程中填土的压实作用，土体受拉前的初始应

力状态一般表现为竖向应力大于水平应力，相应的竖

向变形模量也将大于水平方向。因此，竖向正方形锚

板拉拔时板前土体的位移变形不仅将在水平方向显著

发生，甚至还可能大于竖向，属于典型的三维问题，

若不予考虑，将夸大水平方向土体的受约束程度，高

估其拉拔承载力，偏于不安全。此外，当前的研究普

遍遵循先界定浅埋、深埋[6]，然后根据判定结果，采

用固定的对称[10-11]或非对称形式[12]的破坏机制假定

而构建相应的力学模型来分别开展研究。但实际上，

板前上下侧土体的土压力和力学性质在不同深度处从

一开始就是不一样的，这使得上下侧的位移变形也会

表现不一致，故竖直面内的力学机制应是非对称的。

这种非对称性不应被人为固定，而应随着锚板尺寸、

埋深和土体性质等因素连续变化。因此，这些研究中

人为区分浅埋、深埋，而界定标准又很不统一[6-7, 11]，

人为固定破坏机制的对称性是不符合实际情况的。 
针对竖向锚板水平拉拔极限承载力理论研究中所

存在的上述问题，本文以竖向正方形锚板为研究对象，

深入分析其水平极限拉拔下的非对称三维力学机制。

在此基础上，构建无需人为区分浅埋、深埋，板前滑

移线场对称性能随埋深比、土性参数连续变化的三维

力学模型，基于极限平衡分析推导相应的拉拔极限承

载力统一理论解。通过与既有理论计算方法、室内外

试验数据的对比分析，验证该三维力学模型及相应统

一理论解的合理性。 

1  破坏机制及三维力学模型 
竖向正方形锚板水平受拉时，板前、板后以及板

后上侧土体都将存在较大的位移变形，但当土体以砂

土颗粒材料为主，且锚板位于地下水位以上时，板后

及其上侧土体的位移变形主要是由于板后形成空腔，

土体塌落填充所致，其力学机制对锚板的承载力贡献

很小，可以忽略；而板前土体的位移变形则直接是阻

止锚板位移而产生，是锚板具有抗拔承载力的主要原

因，故分析时只考虑板前土体的破坏机制。如前所述，

板前土体在竖直和水平方向将同时发生位移变形，但

极限拉拔下，土体在两个方向破坏机制的对称性是不

同的。水平方向，因一般具有对称的土体初始应力和

力学性质分布，故采用对称的破坏机制是可以接受的。

竖直方向应力初始分布和土体力学性质的非对称则导

致了该方向的破坏机制是非对称的，且这种非对称性

将随着锚板尺寸的增大而增大，而随着埋置深度的增

大而减小。这意味着，对于一定尺寸的锚板，固定的

破坏形式将对应一定的埋置深度，由此得出的解答也

只能大致适用于这一埋置深度上下一定范围内的锚

板，这也正是目前一些理论研究成果需要区分浅埋和

深埋的原因所在。对于水平方向的对称破坏机制，经

典地基极限承载力理论虽然方向不同，但仍具有参考

性。某种程度上可以说这种破坏面的对称性是可以通

过板前形成的三角形土核的对称性来反映的。对于竖

直方向的非对称破坏机制，Merifield[13]的有限元数值
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分析表明板前也存在这样一个三角形土核，其形状随

着埋深、土体强度参数等因素发生改变；笔者的模型

试验及数值模拟研究也同样表明了这一点[14]。综合来

看，竖向正方形锚板极限拉拔下板前土体破坏机制在

水平方向和竖直方向的对称性可通过板前形成的土核

形状来反应，如图 1 所示。该土核在 xoy 平面内的投

影为等腰三角形，反映水平方向对称的破坏机制；在

xoz 平面内的投影则一般情况下为非等腰三角形，对

应竖直方向的非对称破坏机制。 

图 1 板前四棱锥土核 

Fig. 1 Rectangular pyramid soil core before plate 

基于上述分析，构建竖向正方形锚板水平极限拉

拔三维力学模型的过程如下：锚板受拉发生位移，板

前土体被挤压，随着挤压的发展，在板前将逐渐形成

一个四棱锥土核，土核随着锚板一起运动并挤压周围

土体持续发生位移变形，并最终在三维空间内形成破

坏滑动面，锚板达到其极限承载力。极限拉拔下板前

的四棱锥土核及其受力如图 1 所示，该土核具有 xoz
竖向对称面，即板竖向中心线所在的平面，但不存在

水平对称面。土核在竖向对称面内的投影三角形形状

应存在两种极限状态，一是对于浅埋锚板（锚板底端

埋置深度 H 与板高 h 之比为埋深比，最小为 1），此时

锚板下底面在水平方向近似垂直切割土体，板前土体

竖向位移变形基本集中在板底边所在平面以上[13]，土

核形状趋于直角三角形。Kame 等[5]、Neely 等[12]研究

中所假定的滑移线场接近于此种情况[14]。二是对于深

埋锚板（最大埋深比达到约 94）[15]，此时拉拔影响范

围内土体初始应力分布的差异占总应力的比值已非常

小，板前上下侧土体几乎可视为应力、力学性质均匀

分布，极限拉拔时的位移变形也就是对称的，故板前

土核形状将趋于等腰三角形，Miyata 等[11]研究中所假

定的滑移线场即为此种对称型[14]。由此得知，若以土

核竖向对称面内投影的三角形底边高所在的水平面为

分界面，则分界面上下侧土体的位移变形范围总体上

将随着埋深比的增大表现出由强非对称逐渐向弱非对

称并最终趋于对称的连续变化趋势。进一步分析该三

角形的角度关系则有，因其两条侧边实则对应了土体

内部两条相交的破坏面，则其夹角也即三角形的顶角

应为 π/2-φ，故无论该三角形的底边如何，其两个底

角 Ψ1，Ψ2之和始终都等于 π/2+φ；对于极限浅埋情况，

下底角 Ψ2为 π/2，则上底角 Ψ1为 φ；对于极限深埋情

况，上下底角都等于 π/4+φ/2；对于其余埋深，则介于

两者之间，具体如下： 
1

2

1 2

π / 4 / 2 
π / 2 π / 4 / 2 

π / 2  

  
 

  

 
 
   

≤ ≤ ，

≥ ≥ ，
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           (1)
 

在力学平衡分析上，锚板受到的极限水平拉力将

与该土核 4 个侧面所受到的土压力合力（ 1Q ， 2Q ， 3Q ，

4Q ）在水平方向的分量形成平衡；4 个合力的方向与

相应面所成的角度分别为 1 ， 2 ， 3 ， 4 ，其中土核

前后两个面因对称性而满足所受土压力合力在水平面

内与受拉方向垂直的方向上的分量相互平衡；而上下

两个面所受土压力合力在竖直方向与土核重力满足平

衡条件，该平衡条件将直接决定土核的实际形状，也

是统一浅埋、深埋锚的关键；每个面均受到法向土压

力和切向摩擦力的作用。四棱锥土核形成后，4 个侧

面将在随后的拉拔过程中向各自所面临的方向持续排

开土体；不考虑锚板顶面所在水平面以上土体的抗剪

强度，而等效为均布荷载；同时忽略锚板在其对角线

方向对土体的挤压效应，最终拉拔破坏时板前土体形

成如图 2 所示的三维滑动体。图中滑动体边界线IE ，
IP，IS ，IG 为对数螺旋线，其余边界线均为直线。

绿色滑体为板前四棱锥土核上下两个面沿竖向（Z 方

向）挤压土体而形成。为简化计算，可以直线 EI 来替

代上侧滑动体边界曲线 EI，则滑动体在竖向对称面内

的投影受力分析如图 3 所示；红色滑体为板前四棱锥

土核前后两个面沿水平向（Y 方向）挤压土体而形成，

其在水平面内投影的受力分析如图 4 所示。另外，根

据作者基于数字照相测量技术的模型试验和数值模拟

试验结果表明：竖直方向下侧土体的破坏滑动面顶点

F 与锚板底部中点 M 的连线与和竖直方向所成角度

∠FMN 随埋深比增大而发生变化，介于 π/2～
(π/4+φ/2)+π/2[14]。具体而言，对于极限浅埋限浅埋情

况，如前分析，板底边所在平面以下几乎没有位移变

形 ， 即 此 时 ∠IMN=Ψ2=π/2 ， 而 ∠FMN=π/2 ， 则

φ ∠= FMI=0；对于极限深埋情况，∠IMN=Ψ2=π/4+ φ/2，
而∠FMN= (π/4+φ/2)+π/2，则 φ ∠= FMI=π/2；对于其

他埋深情况，φ ∠= FMI 按线性内插法计算： 

2π(2 π) /(π 2 )     
  

。       (2) 
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图 2 板前三维滑动体 

Fig. 2 Three-dimensional sliding body before plate 

图 3 竖向滑动体对称面内受力分析 

Fig. 3 Force analysis in vertical symmetry plane 

 

图 4 水平向滑动体水平面内受力分析 

Fig. 4 Force analysis in horizontal symmetry plane 
 

2  极限承载力统一理论解推导 
根据上述三维力学模型与极限平衡分析，若要推

求极限拉拔承载力，只需求得四棱锥土核 4 个侧面上

的土压力合力即可，以下将依次对其进行推导。 
2.1  1Q 推导 

以直线 EI 代替曲线 EI，直线三棱体 ADEI 受力分

析如图 5 所示，将三棱体所受各力向竖向投影可得如

图 6 所示的力三角形。 

图 5 三棱体 ADEI 受力分析 

Fig. 5 Force analysis of triangular body ADEI 

图 6 竖向力三角形 

Fig. 6 Force triangle in vertical direction 

其中 1 2( )R R 为面 DEI 所受力土压力合力 1R 和面

AEI 所受土压力合力 2R 在竖向的分量之和； 1 ， 2 ，

1 分别为 1R ， 2R ， 1Q与作用平面所成角度；ADE 面

以上土体重量等效为均布荷载，大小为 ( )q H h  ；

1S 为三角形 ADE 的面积； 1W 为三棱体 ADEI 土体的

重量；为 EI 与水平面的夹角； 为合力 1 2( )R R 与直

线 EI 的夹角。则由力的平衡三角形有 
1

1
1 1

( )sin( )
sin(π / 2 )

ADEW qsQ  
   
 


   

  
。  

 

(3) 

式中  π / 4 / 2   ；对于 1 ，若填土为砂土的话，

则 1 为土体的内摩擦角，即 1  ；若为黏性土，则

需考虑黏聚力对合成力方位角的影响，按下式计算： 
1 arctan( / tan )c   

  
。      (4) 

式中， 为面 ADI 上作用的法向应力，面内不同点处

 是不同的，但考虑到极限状态下该面上土压力接近

于被动土压力，故 /c  值较小，可忽略其对合力方位

角的影响，即近似取 1  。同理，对于  有 
arctan( / tan )c    

  
。       (5) 

此处  为面 AEI 和面 DEI 上作用的法向应力，

在不同深度处其值是不相同的。假定滑动体四棱锥

IABCD，三棱锥EDAI，曲边棱体 ICBFS，IABTG，ICDLP
以外区域中土体应力可按初始应力场计算。取面 AEI
和面DEI形心处法向应力作为整个面上法向应力的平
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均值，其形心高程与面 ENI 形心高程相同，即 

13tan
tH h 


 
   

 
  。     (6) 

式中，t 为四棱锥土核顶点距板面的距离，根据三角

形边角关系计算如下： 
1 2sin sin

sin(π / 2 )
t h

 





  。         (7) 

三棱体土体重量表达式如下： 

1
1

1 / 2
3 tanADE

H hW S



   ，      (8) 

/ 2ADES h NE    。           (9) 

根据三角形边角关系有 
1

1

sin(3π / 4 / 2)
sin sin(π / 4 / 2)
t

NE
 

 
 




 
。   (10) 

综合式（3）～（9）可得 

1
1

1
1

π 1sin ( )
4 2 3tan

2sin sin(π / 4 / 2)

tht H h
Q

  


 

         
     


 

1

1

1

+ tanπsin arctan 1
4 2

3 tan

tanπsin arctan
4 2

3tan

c
tH h

c
tH h











 
             
     

 
             
     

。

     

(11)

 

2.2  2Q 推导 

以曲边棱体 BCFGI 为研究对象，其受力分析如图

7 所示。对数螺旋线GI 极点为 M，满足 
tan

0er r     。              (12) 

对于点 I，其矢角 2  ，矢径长度为 MI 
 

2/ sint  ，代入式（12）可得 
2 tan

0
2

e
sin

tr  


   。         (13) 

对于点 G，其矢角 2 / 2    ，代入式（13）
可得其矢径长度如下： 

2tan

2

e
sin

tMG r




 

  
。     (14) 

竖向力多边形如图 8 所示。为方便计算，以直线

GI 代替曲线GI 。 
力多边形中 3W 表示棱体内土体的重量； 0E 为作

用在面 BCF 上土压力的合力。 3W ， 0E 的表达式为 

3 BCGI BCFGW W W    ，            (15) 
2

1sin sin
6cos 2BCGI

hW MG  



  

，  (16) 

2
tan1sin sin( / 2) e

6cosBCFG
hW MG    


 ，

 
(17) 

0 0 2
0

π1 ( )sin d
2

MF xE h k H x x
MF

  
                 


2

0 2
1 1 πsin
2 6 2

k Hh MF h MF             
。 (18) 

图 7 曲边棱体 BCFGI 受力分析 

Fig. 7 Force analysis of curve edge prism BCFGI 

图 8 竖向力多边形 

Fig. 8 Force polygon in vertical direction 

4 6( )R R 表示面 BFG 所受土压力合力 4R 和面 CFG
所受土压力合力 6R 在竖直方向的分量之和。两个三角

形的面积相等，用 1S 表示，取其形心高度与三角形

MGF 的形心高度一致，则有 
4 6 1 1( ) 2( tan )R R c S     

。
 

   (19) 

3 5( )R R 表示面 CGI 所受土压力合力 3R 和面 BGI
所受土压力合力 5R 在竖直方向的分量之和。两个三角

形的面积相等，用 2S 表示，取其形心高程为点 I 和点

G 的深度平均值，则有 
3 5 2 2( ) 2( tan )R R c S     。   (20) 

根据力多边形合成规则计算 2Q表达式如下： 

   22
3 5 32 2 2 352 cos(( ) 2) )(Q T TR R R R       。  

(21) 
2.3  3Q 、 4Q 推导 

面 ABI 和面 CDI 上作用的土压力作用于水平面

内，两面关于竖直面对称，如图 2 所示。即曲边棱体

ABTGI 和曲边棱体 CDLPI 是对称的，这里可借用地基

极限承载力理论来求取作用于此两面上的土压力合



116                         岩  土  工  程  学  报                                    2019 年 

力，但因其位于水平面内，故不需考虑土体自重的影

响。根据太沙基极限承载力理论则有[16] 
3 4 uQ Q q S    ，             (22) 

u q cq qN cN 
  

，            (23) 
2 tan(1 tan tan )eqN      ，    (24) 

2 tan(1 tan tan )(e 1) cot tancN         。(25) 

式中， 为面 ABI 和面 CDI 与锚板所成角度，如图 2
所示： 

arctan(2 / )t h    
。            (26) 

q 为作用于面 ABT 和面 CDL 上的平均静止土压

力，有 
0q K h    ，            (27) 

2 2

1 2

1 2
2 2

1 2

2 2
3tan 3tan

2 tan 2 tan

2 tan 2 tan

t tt H h t H

h
t t

 
 

 

   
     

   
 


，(28) 

0 1 sinK     。              (29) 
S 为面 ABI 和面 CDI 的面积： 

2 2( / 2)
2
hS t h 

  
。           (30) 

2.4  极限平衡条件 

以四棱锥土核 ABCDI 为研究对象，如图 1 所示，

其在竖直方向满足如下力学平衡方程： 

 1 2 2 0z zQ W Q     ，          (31) 

即 
1 1 1 2 2 2 2sin( ) sin( ) 0Q W Q        ， (32) 

式中， 2W 为四棱锥 ABCDI 内土体的重量， 
2

2 / 3W h t   。             (33) 
通过式（32）求解出 1 ，进而可确定 1Q 和 2Q ， 

1 1Q Q ， 2 2Q Q   ，         (34) 

水平方向满足的力学平衡关系如下： 
1 1 1 2 2 2cos( ) cos( )Q Q      

 3 3 4 4 ucos( ) cos( ) 0Q Q T        。 (35) 

和 1 取值原则一样， 2 ， 3 ， 4 均可近似取值为

 。至此，可得竖向正方形锚板水平极限抗拔承载力

三维统一理论解表达式如下： 
u 1 1 1 2 2 2cos( ) cos( )T Q Q       

 3 3 4 4cos( ) cos( )Q Q     

  
。  (36) 

将各已知量和前面所求各值代入式（36），即可采

用 Excel 表格中的假设分析对竖向正方形锚板水平拉

拔极限承载力进行求解。需要说明的是：上述理论推

导对于砂土是严格成立的；对于黏性土或纯黏土，虽

然式（5）考虑了黏聚力对合成力方位角的影响，但这

会造成作用在以对数螺旋线为边界线的曲面上土压力

合力不能指向极点，如曲面 CGI 上 3R 和 BGI 上 5R 及

其竖向分量合力 3 5( )R R 不能指向极点 M，在边角关系

计算时出现偏差，导致力的计算不准确。故上述三维

统一理论解在理论上适用于砂土和黏聚力较小的黏性

土和纯黏土。由于锚板埋置深度的增加会减小黏聚力

所造成的误差，因而对于埋置较深的锚板，该理论解

对黏性土和纯黏土的适用范围可进一步拓展。 

3  对比验证 
针对当前研究成果所存在的不足之处，本次研究

的创新主要体现在统一和三维两个方面，统一即意味

模型可反映锚板的拉拔破坏机制能随土体力学特性、

埋深比等因素连续变化的规律，而非人为设置临界埋

深，事先区分浅埋和深埋，然后分别建立模型；三维

即直接针对正方形锚板构建力学模型，而非基于条形

锚板解答考虑形状系数进行修正。但上述模型是否达

到预期，能否满足计算精度要求，还需进行对比验证。 
3.1  统一性验证 

如前所述，板前土体破坏机制的连续变化规律是

针对竖向的，并通过板前土核形状来考虑，即板中心

线所在竖向平面内板前三角形土核的两个底角 Ψ1，Ψ2

的变化可反映破坏机制由浅埋的强非对称向深埋的对

称连续变化，其中上底角 Ψ1随着埋深比的增加由 向

π/4+ /2逐渐变大，下底角Ψ2则相应由 π/2向 π/4+ /2
逐渐变小。因此，只需计算出 Ψ1，Ψ2的变化规律，看

其是否符合上述规律即可。 
图 9 为尺寸 0.3 m 的正方形锚板在重度  =15 

kN/m3，相同内摩擦角 ，不同黏聚力 c 土体中拉拔

时板前土核上下底角 Ψ1，Ψ2 及其比值随埋深比 H/h
的变化规律。可以看出，不同内摩擦角时，随着埋深

比的增大，上底角 Ψ1 增大，下底角 Ψ2 减小，Ψ2/Ψ1

则趋近于 1，该规律很好地符合了对模型的预期，说

明模型能有效统一表达浅埋锚和深埋锚的特征。此外，

相同内摩擦角时，黏聚力越小，锚板越容易表现出浅

埋锚的非对称特征；而随着黏聚力的增大，表现出深

埋特征的起始埋深比逐渐在降低。以 =10°为例，

当黏聚力 c=10 kPa 时，从埋深比约为 8 时，锚板开始

进入从浅埋到深埋的过渡阶段，而当黏聚力 c=40 kPa
时，从埋深比约为 3 开始就已经进入了过渡阶段。这

似乎和滑坡比较类似，砂土一般为浅层滑动，而黏性

土中则为深层滑动。计算结果还表明，当黏聚力 c=0，
即对于砂土而言，在所计算的埋深比范围内，无论内

摩擦角多大，都呈现出浅埋特征；对于纯黏土，埋深

比达到 10 以后，基本上可视为深埋锚，这些结论和

Merifield[13]的数值计算结果是非常一致的。 
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图 9 上下底角随埋深比变化规律 

Fig. 9 Variation of upper and lower angles with buried ratios 

表 1 正方形锚板现场和大尺寸室内试验结果 

Table 1 Summary of site and large-size laboratory anchor-plate pullout tests 

序号 土体 
类型 

三轴试

验类型 
  

/(°) 
c 

/kPa 
  

/(kN·m-3) 
板宽 
b/m 

埋深 
h/m 

极限承载力
Tu/kN

 参考 
文献 

地点 
类型 

1 2 333.2 
2 

0.50 
4 321.4 

3 
黏土 CU 29.5 19.6 19.7 

0.75 2 364.6 
4 3 153.0 
5 3 205.8 
6 

0.50 
3 235.2 

7 3 368.5 
8 

黏土 CU 26.5 19.6 16.7 

0.75 
3 431.2 

9 黏土 CU 29 26.5 18.7 0.60 3 305.8 
10 黏土 CU 26.5 19.6 19.4 0.80 3.3 520.6 

张续萱等[9] 中国 
现场 

11 黏土 CU 32 8.96 15.7 0.9144 2.286 711.68 Smith[19] 美国 
现场 

12 3.311 24.8 
13 6.623 34.2 
14 

0.106 
9.934 42.6 

15 3.311 31.2 
16 6.623 42.2 
17 

砂土 CD 35 0 15.1 

0.125 
9.934 56.6 

Takeoka 等[15] 日本 
室内 

18 2 103.0 
19 3 111.8 
20 4 117.8 
21 

粗砂 CD 36 0 16 0.3 

5 119.1 

PWRC[10] 日本

室内 

22 
23 
24 
25 

细砂 CU 30 2 15.4 0.3 

2 
3 
4 
5 

60.8 
83.8 
89.4 
82.4 

Miyata[11] 日本 
室内 

26 3 40.6 
27 3 44.4 
28 4 44.8 
29 

粉砂 CU 11 4 15.2 0.3 

4 50.5 

Miyata[20] 日本 
室内 

30 0.1 0.3 1.847 
31 0.1 0.5 3.038 
32 

黏土 CU 13.1 18 15 
0.2 0.5 12.58 

Fukuoka 等[21] 日本 
室内 

3.2  室内模型试验对比验证 

Das 等分别于 1977 年[17]、1986 年[18]针对砂土和

纯黏土中各埋深条件下的竖向锚板开展了系列室内模

型试验研究，其中埋深比介于 2～10，砂土内摩擦角

范围为 30°～40°，纯黏土黏聚力范围较大，在 10～
50 kPa 变化。现利用三维统一理论解对其试验数据进

行计算，计算结果如图 10 所示。从图 10（a）、（b）
中可以看出，计算值和试验值在规律上吻合的非常好
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的。对于砂土， 3
u /( )T h 随着埋深比的增大近似呈线

性增长趋势，但不同内摩擦角下的增长速率不同，内

摩擦角越大，增长越快，计算值也很好地展现了这个

特征。对于纯黏土而言，随着埋深比的增大，Tu/(cHh2)
呈非线性减小，速率逐渐趋缓，至埋深比 10 左右已接

近水平方向的渐近线，不同黏聚力下的变化幅度很窄。

但总体上计算值较实测值偏小，且埋深比越大，计算

值越小。如埋深比在 5 左右时，计算值与实测值之比

约为 0.7；埋深比达到 7 或 8 时，比值则进一步下降到

0.6 左右。这可能和本文模型未考虑板后土体对承载力

的贡献有关，尤其是对于饱和黏土，板后可能因负压

而存在较大的吸力，而且埋深越大，越易于满足形成

负压的条件，其对承载力的贡献也就越大，故本文的

计算偏差也就越大。图 10（c）则能更直观地看出实

测值和计算值的大小对比，计算值 Tu 和实测值 Tm 的

比值 FS大部分都非常接近 1，总体分布则表明计算值

要偏小一些，这说明统一理论的计算结果还是要偏于

安全，这点对于实际应用较为重要。 
3.3  大尺寸试验数据对比验证 

为了对进一步检验三维统一理论解的合理性，收

集了国内外正方形锚板现场（室内大尺寸）拉拔试验

数据共 32 个。最大 0.9144 m[19]，尺寸最小 0.1 m[21]；

土性包含砂土和黏性土，内摩擦角范围为 11°～36°，

黏聚力变化范围为 0～26.5 kPa；埋深比变化范围非常

大，最小 2.5，最大达到约 94；数据来自中国、日本

和美国的研究者，具体如表 1 所示。 
现采用太沙基法[16]、日本规范法[10]、Miyata 修正

法[11]以及本文的三维统一理论解对表中锚板的极限

承载力进行计算，并与试验值比较，其结果分别如图

11（a）～（d）所示。从图中可以看出，不同埋深比

下，太沙基法计算结果 Tu和实测值 Tm的比值Fs在 1∶
1 线两侧分布较为均匀，仅对于埋深比 H/h＞20 时的

部分数据计算值偏大较为严重，最大达到实测值的 5
倍以上；和太沙基法相比，日本规范法计算结果与实

测值的比值 Fs 受埋深比的影响具有较为明显的倾向

性，埋深比 H/h＜10 时，一般计算值偏大；埋深比 H/h
介于 10～20 时，除个别数据偏小较严重外，大部分位

于 1∶1 线两侧，分布较为均匀；埋深比 H/h＞20 后，

则总体上是计算值偏小。2011 年，Miyata 基于大量试

验数据提出了对日本规范法的修正法，但计算表明，

修正并不理想，反而效果更差，更加放大了日本规范

法受埋深比影响的倾向性。埋深比 H/h＜10 时，一般

计算值偏大，最大达到实测值的 3 倍以上，偏于危险；

而埋深比 H/h＞20 后，计算值仅有实测值的 10%，又

严重低估了锚板的极限承载力。造成修正失败的原因

很可能是由于其采用的数据均为室内模型试验数据，

锚板尺寸绝大部分都小于 5 cm，而本次收集的数据锚

板最小尺寸为 0.1 m，最大达到 0.9144 m。这说明锚

板的极限承载力具有很强的尺寸效应，基于室内模型

试验所得数据用于工程实践，是极不可靠的。三维统

一理论解和日本规范法结果较为类似，也具有一定的

倾向性，但计算结果和实测值比值的变化范围又较后

者更窄、更加靠近于 1∶1 线，总体上表现是 4 种方法

中最好的。对上述 4 种方法计算结果 Tu 与实测值 

 

图 10 计算值、试验值对比 

Fig. 10 Comparison between calculated values and test results 

 

图 11 不同方法计算结果对比 

Fig. 11 Comparison among calculated results by different methods 
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Tm比值Fs进行偏差统计，则平均值分别为 1.088，1.33，
2.687，0.986；变异系数 COV 分别为 0.582，0.918，
1.346，0.351，三维统一理论解在精度上要比日本规

范法提高 30%以上；虽然和太沙基法相比，均值相差

并不大，但离散程度也要显著下降 30%以上，这也更

进一步验证了三维统一理论解的合理性。 

4  结    论 
针对当前研究中存在人为区分浅埋、深埋，界定

标准不统一的问题，在深入分析竖向正方形锚板水平

拉拔的破坏机制基础上，本文对其开展了水平拉拔极

限承载力三维统一理论解的研究。研究首先构建了三

维的统一力学模型，然后基于极限平衡条件推导出了

相应的拉拔极限承载力三维统一理论解，最后通过计

算和与其他理论方法、试验数据的大量对比分析验证

了成果的合理性，得到以下 2 点结论。 
（1）正方形锚板板前破坏滑移线场在竖直方向的

对称性随土性、埋深比连续变化的规律可通过板前四

棱锥土核在竖直面内投影三角形的形状，即两个底角

的演化规律来反映。随着埋深比的增大，三角形上底

角 Ψ1逐渐由 向 π/4+ /2 增大，下底角 Ψ2则相应由

π/2 向 π/4+ /2 逐渐变小，两者的比值最终趋于 1。三

维统一理论解的计算结果也很好的反映出了这一点，

实现了一个力学模型可反映不同范围埋深比下破坏机

制的连续变化，无需再人为区分浅埋和深埋。 
（2）三维统一理论解的计算结果不仅与室内模型

试验数据符合得很好，也和现场、大尺寸试验数据吻

合。与 3 种国外方法的对比表明：太沙基法计算结果

和实测值的比值在 1∶1 线两侧分布较为均匀，但对于

部分埋深比 H/h＞20 数据计算值偏大较为严重；日本

规范法受埋深比的影响具有较为明显的倾向性，部分

工况下误差较大；Miyata 基于大量室内小尺寸模型试

验数据对日本规范法进行的修正，应用于现场及大尺

寸锚板是，其结果并不理想，反而更加放大了日本规

范法受埋深比影响的倾向性；三维统一理论解法计算

结果和实测值比值的平均值是 4 种方法中唯一从小于

1 的方向接近于 1∶1 线的，计算结果偏于安全，在精

度上要比日本规范法提高 30%以上；虽然和太沙基法

相比，均值相差并不大，但离散程度也要显著下降 30%
以上，总体表现是 4 种方法中最好的。 
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