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摘  要：建议了一种利用软土不排水循环强度，评价静荷载与循环荷载共同作用下软土中吸力锚承载力的拟静力弹塑

性有限元方法。该方法首先依据软土的不排水静强度，通过弹塑性有限元计算，确定平均系泊荷载作用下土体单元的

八面体平均剪应力，再据此确定与一定循环破坏次数对应的土单元循环强度；然后，按土单元循环强度再次通过弹塑

性有限元计算，确定锚系泊点沿系泊方向的荷载位移曲线；最终由荷载位移曲线、按位移破坏标准确定锚的循环承载

力。这一方法的特点是考虑了平均系泊荷载对软土循环强度、进而对静荷载与循环荷载共同作用下锚承载力的影响。

为说明这一方法的可行性，进行了不同锚径、不同长径比、不同平均荷载、不同摩擦系数、不同加载方向、不同破坏

模式条件下的软土中吸力锚循环承载力模型试验。利用拟静力有限元方法对模型试验结果进行了预测，预测结果比试

验结果偏小，平均偏小不超过 10%。模型试验结果还表明，软土中锚的归一化循环承载力随循环破坏次数的变化只取

决于归一化平均荷载，可以忽略加载方向、锚的直径、锚外壁摩擦系数对归一化循环承载力变化关系的影响。若归一

化平均荷载为 0.5，当循环破坏次数为 1000 时，对于竖向破坏的锚，循环承载力大约为静承载力的 75%；对于水平破

坏的锚，循环承载力大约为静承载力的 80%，这与已有的离心模型试验结果基本一致。 
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Pseudo static finite element analysis of bearing capacity of suction anchor  
subjected to cyclic loads in soft clay 
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(1. State Key Laboratory of Hydraulic Engineering Simulation and Safety of Tianjin University, Tianjin 300072, China; 2. Geotechnical 

Engineering Institute of Tianjin University, Tianjin 300072, China) 

Abstract: A pseudo-static elasto-plastic finite element method is proposed to evaluate the bearing capacity of suction anchors 

subjected to a combination of average and cyclic loads in soft clay using the undrained cyclic strength. The octahedral shear 

stress of soil elements associated with the average mooring load is first determined by elasto-plastic finite element calculations 

using the undrained static strength of soft clay for the method. The undrained cyclic strength of soil elements associated with 

the specified number of cycles to failure is further determined based on the octahedral shear stress. The load-displacement curve 

at the mooring point along the loading direction is then determined by the elasto-plastic finite element calculations using the 

undrained cyclic strength. The cyclic bearing capacity of anchors is finally determined based on the curve and the displacement 

criterion to failure. The effects of the average mooring load on the undrained cyclic strength and the bearing capacity of suction 

anchors subjected to a combination of average and cyclic loads are considered. In order to show the validity of the method, 

model tests on cyclic bearing capacity of suction anchors with different diameters, aspect ratios, average loads, frictional factors, 

loading directions and failure modes are conducted. The test results are predicted using the pseudo-static elasto-plastic finite 

element method. The predicted results are less than the test ones. The average difference is not over 10%. Variations of the 

normalized cyclic bearing capacity with the number of cycles to failure only depend on the normalized average loads. The 

effects of load directions, anchor diameters and frictional factors of outer wall on the normalized cyclic bearing capacity can be 

neglected. If the normalized average load is 0.5 and the number of cycles to failure is 1000, the cyclic bearing capacities are 

about 75% and 80% of the static bearing capacity respectively 

for the vertical failure and the lateral failure, which are in 

agreement with the existing centrifugal model test results. 
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0  引    言 
张紧式吸力锚是深水浮式平台一种重要的系泊基

础，深水环境中，海底浅层沉积物大多为高含水率的

软土，评价静荷载与循环荷载共同作用下软土中吸力

锚的承载力（以下简称吸力锚的循环承载力）是深水

系泊基础设计的一项重要内容[1-2]。 
目前，关于软土中吸力锚循环承载力分析方法的

报道并不多见。就目前的研究现状，可以通过以下途

径建立分析软土中吸力锚循环承载力的方法。 
通过增量弹塑性有限元数值分析，建立评价软土

中吸力锚循环承载力的方法。从原理上讲，这是一种

严格的分析方法。利用这一方法的关键在于选取能够

客观描述循环荷载作用下软土应力应变响应的循环弹

塑性本构关系[3-4]。然而，目前这方面的研究还存在问

题，很难满足有限元计算分析的需要。而且跟踪循环

荷载路径的增量弹塑性有限元计算量巨大，这也是导

致此方面研究进展缓慢的一个主要原因。 
通过土动力试验建立锚破坏时周围土体潜在破坏

面上循环强度变化关系，再依据极限平衡分析原理建

立评价吸力锚承载力的方法[1-2]。Andersen 等曾依据极

限平衡原理，建立了分析静荷载与循环荷载共同作用

下重力式海洋平台基础承载力的二维极限平衡分析方

法，并通过 1g 条件下的模型试验对这一方法的可行性

进行了验证[5-8]。相关文献也建议依据极限平衡分析原

理分析静荷载与循环荷载作用下吸力锚的承载力[1, 6, 9]，

但是并没有给出具体的分析方法。 
依据平均应力（即静应力）与循环应力共同作用

下软土的不固结不排水强度（以下简称软土的不排水

循环强度），通过拟静力弹塑性有限元计算建立评价吸

力锚循环承载力的方法[10]。这是一种拟静力方法，特

点在于所需的分析参数容易确定，分析过程简单，能

在破坏意义等效前提下对承载力做出较为客观的估

计。笔者曾利用这一方法，分析了静荷载与循环荷载

共同作用下软土中桶形基础的承载力，与 1g条件下的

模型试验结果进行对比发现，预测结果小于模型试验

结果[11-13]。笔者也曾利用这一方法对 1g条件、外径为

0.076 m 的吸力锚在循环荷载作用下竖向破坏时的模

型试验结果进行预测[10]，结果表明预测的承载力比较

接近模型试验的承载力。目前，拟静力弹塑性有限元

方法已被多人用于循环荷载作用下海洋结构物基础承

载力的分析中[14-16]。 
本文将在已有研究基础上，通过改变模型试验锚

的几何尺寸与锚外壁与土层之间的摩擦系数，选择不

同加载方向，针对不同破坏模式，进行软土中张紧式

吸力锚在平均荷载（静荷载）与循环荷载共同作用下

的承载力模型试验，然后利用拟静力弹塑性有限元方

法预测每一次模型试验结果，目的是阐明拟静力弹塑

性有限元方法评价软土中吸力锚循环承载力的可行

性。 

1  软土的不排水循环强度与拟静力有

限元分析法 
分析静荷载与循环荷载共同作用下软土中基础承

载力的拟静力有限元法是把循环荷载对土体的作用等

效为土体静强度的改变，按循环荷载作用前土单元的

初始应力状态确定平均应力与循环应力共同作用下土

单元的强度，即土的循环强度，进而按土单元的循环

强度通过静力弹塑性有限元计算确定静荷载与循环荷

载共同作用下土体的极限抗力。这一方法的特点是考

虑了循环荷载作用前土体受到的静荷载对土单元循环

强度、进而对土体极限抗力的影响。尽管这种方法不

通过跟踪循环荷载路径评价软土的破坏，但是可以在

破坏意义前提下，对循环荷载作用下软土的极限抗力

做出适当的估计。使用这一方法的前提是确定软土不

排水循环强度变化关系。 
1.1  软土不排水循环强度的变化关系 

通常利用 0.1 Hz 低频循环荷载模拟波浪荷载。一

般将低频循环荷载作用下土的强度称为土的循环强

度，它是指对一定的循环破坏次数，土单元达到破坏

标准时所需的平均应力与循环应力之和[5, 17]。下式给

出了通过循环三轴试验确定土循环强度的定义： 

f,c a c f( )y y      。           (1) 
式中  f,cy 为循环压缩（拉伸）强度； cy 为轴向循环

应力； a 为轴向静偏应力，相对于 cy 而言，它也是

平均应力，故以下称其为平均应力。 
海洋工程中，出于安全考虑，通常依据软土不排

水强度确定软土中基础安装后的承载力[18]。由于锚安

装后很快投入使用，为此这里也按软土的不排水循环

强度分析吸力锚的承载力。已有研究结果表明，可以

利用 Mises 强度准则描述软土的不固结不排水静强度

与循环强度，且循环强度可以表示为循环应力作用前

土单元的八面体平均剪应力以及应力循环破坏次数的

变化关系[19-20]。通过循环三轴试验可以建立一般应力

状态土单元的循环强度随八面体平均剪应力与应力循

环破坏次数的变化关系，分析如下： 
用八面体剪应力表示的 Mises 强度准则： 
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f,8 M
2
3
k    ，            (2) 

式中， f,8 为土单元破坏时的八面体剪应力，kM 为

Mises 强度参数。 
三轴试验土样八面体剪应力与轴向偏应力之间的

关系： 

8 1 3
2 ( )

3
      ，          (3) 

式中， 1 3( )  为三轴试验土样的轴向偏应力，静三

轴试验中，它是土样破坏时的静强度，循环三轴试验

中，循环应力作用前，它代表土样受到的轴向平均应

力 a ，土样破坏时，它就是循环强度。 
据此可以得到Mises强度参数 kM与循环三轴试验

土单元循环强度 f,cy 之间的关系： 

M f,c
1
3 yk    。           (4) 

用循环强度 f,cy 与静强度 f 之比表示归一化循

环强度，用平均应力 a 与静强度之比表示归一化平均

应力，通过循环三轴试验就可以确定归一化循环强度

随归一化平均应力的变化关系。于是，一旦确定了土

的静强度，就可以依据归一化循环强度变化关系确定

相应的循环强度。由于三轴试样的平均应力 a 也是三

轴试验土样八面体上的平均剪应力，见式（3）。于是，

通过循环三轴试验就能够建立一般应力状态土单元

Mises 循环强度参数 kM随八面体平均剪应力与循环破

坏次数的变化关系。 
为了利用拟静力有限元法预测模型试验结果，对

模型试验软土进行了不固结不排水循环三轴压缩试验

与循环三轴拉伸试验，确定了土层不排水归一化循环

强度随归一化平均应力的变化关系。进行两种不同应

力状态循环三轴试验的目的也是为进一步阐明可以利

用 Mises 强度准则描述软土的不排水循环强度。 
循环三轴试验土样的物性指标：塑性指数 17.88，

天然重度 17.9 kN/m3，平均含水率 41%。试验时给土

样施加的围压为 30 kPa，用 a 表示施加循环应力前，

土样受到的轴向平均应力，用 c
f ， e

f 分别表示静三

轴压缩、拉伸试验确定的不排水强度。 
进行循环三轴压缩试验时，取 a / c

f =0，0.3，0.5，
0.7；进行循环三轴拉伸试验时，取 a / e

f =0.3，0.5，
0.7。对每一个归一化平均应力，又取不同的归一化循

环应力进行试验。 
循环三轴试验土样直径 3.91 cm，高 8.0 cm。试验

仪器为 HX-100 电气伺服控制静动三轴仪。按以下步

骤进行循环三轴试验并确定归一化循环强度变化关

系： 

（1）将试验土样安置在三轴压力室内，给土样施

加围压并测量试验土样的孔隙水压力系数 B。试验结

果显示所有试验土样的 B>0.95。 
（2）给土样施加轴向平均应力 a 。 
（3）当试样在 a 作用下的轴向应变稳定后，沿

土样轴向施加 0.1 Hz 的正弦循环应力 cy 。 
（4）对于 a >0 的试验，当土样轴向平均应变与

循环累积应变之和大于 10%时停止试验。对于 a =0
的试验，当土样轴向循环应变大于 10%时停止试验。 

（5）按 10%的轴向应变破坏标准确定应力循环

破坏次数 Nf（即试验土样达到破坏标准时的应力循环

次数），并做出归一化循环强度随应力循环破坏次数变

化关系曲线，见图 1，2。 
依据图 1 与图 2，做出同一循环破坏次数 Nf对应

的归一化循环强度随归一化平均应力的变化关系，见

图 3。图 3 中结果表明，循环三轴压缩试验与循环三

轴拉伸试验得出的同一循环破坏次数下归一化循环强

度随归一化平均应力的变化关系是一致的，这进一步

说明利用 Mises 破坏准则描述软土不排水循环强度的

变化是可行的。 

图 1 循环三轴压缩试验得到的循环强度曲线 

Fig. 1 Cyclic strength curves from cyclic triaxial compression tests 

 

图 2 循环三轴拉伸试验得到的循环强度曲线 

Fig. 2 Cyclic strength curves from cyclic triaxial extension tests 

1.2  拟静力有限元分析法 

如前所述，拟静力弹塑性有限元法首先按土单元

的初始应力状态确定相应的循环强度，进而通过静力

弹塑性有限元计算确定循环荷载作用下软土的不排水

极限抗力。在拟静力增量弹塑性有限元计算中，采用

理想弹塑性模型描述软土的不排水应力应变关系。 
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图 3 归一化循环强度随归一化平均应力的变化 

Fig. 3 Variation of normalized cyclic strength with normalized  

average stress 

计算循环荷载作用下软土的不排水承载力时，按

Mises 强度准则确定土的屈服，由循环三轴试验得到

的循环强度变化关系确定 Mises 强度参数。考虑软土

的不排水特性，计算泊松比取 0.49。为了客观确定土

层的弹性模量，通过对静承载力模型试验结果的反演

确定模型试验土层的弹性模量[21]。结果表明，对于竖

向破坏模式，将土的弹性模量取 150 倍的不排水剪切

强度；对于水平破坏模式，将土的弹性模量取为 75
倍的不排水剪切强度。为了模拟锚与周围土层的相互

作用，在锚外壁与土接触的地方设置摩擦接触单元。

由于模型试验结果显示无论是竖向破坏还是水平破

坏，锚内的土塞始终与锚的内壁紧密接触，因此在锚

内壁与土塞之间设置了绑定接触条件。通过计算分析

发现[21]，对于竖向破坏的锚，锚外壁与土层之间的切

向摩擦参数取为极限摩擦剪应力的模式是恰当的，此

时极限摩擦剪应力就等于锚外壁摩擦系数与土的不排

水剪切强度的乘积；对于水平破坏模式，锚外壁与土

层之间的切向摩擦按库仑摩擦关系取值是恰当的。 
利用拟静力有限元方法计算软土中吸力锚在静荷

载与循环荷载共同作用下承载力的步骤如下： 
（1）建立有限元计算模型。按上述分析设置锚外

壁与土层之间的接触摩擦参数。 
（2）依据循环荷载时程，确定荷载循环作用次数。

然后依据循环三轴试验建立的归一化循环强度随归一

化平均应力变化关系（见图 3），确定与该荷载循环作

用次数对应的归一化循环强度随归一化平均应力变化

关系。 
（3）通过弹塑性有限元计算，确定循环荷载作用

前锚周围土体单元的平均八面体剪应力。对于循环荷

载作用方向与静荷载作用方向相同的张紧式吸力锚，

锚周围土体单元八面体平均剪应力就是静荷载作用下

土单元的八面体剪应力。因此，依据土的不排水静强

度，通过弹塑性有限元计算，确定静荷载作用下锚周

围土单元的八面体剪应力。 
（4）按下式计算与每个土单元八面体平均剪应力

对应的循环三轴试验平均应力 a 与相应的归一化平

均应力： 

a 8
3
2

    。              (5) 

（5）按归一化平均应力，由步骤（2）中确定的

归一化循环强度变化关系，计算每个土单元的不排水

循环强度。 
（6）将每个土单元的强度替换为循环强度，再次

通过弹塑性有限元分析，计算静荷载与循环荷载共同

作用下吸力锚系泊点沿系泊方向的荷载位移曲线。 
（7）按位移破坏标准，由系泊方向的荷载位移曲

线确定相应的承载力，此承载力就是用拟静力有限元

方法确定的与某一荷载循环次数对应的软土中吸力锚

的不排水循环承载力。 

2  模型试验 
为说明拟静力有限元分析方法评价软土中张紧式

吸力锚不排水循环承载力的可行性，进行 1g条件下的

模型试验。 
2.1  试验装置 

模型试验在一个试验箱内进行，试验土层取自天

津渤海湾滩海地区的淤泥质软土，其物性参数与前述

循环三轴试验土样的物性参数相同。采用底部真空预

压方法制备试验土层。模型试验箱尺寸为长×宽×高

=1 m×1 m×1.2 m，见图 4。 

 
图 4 模型试验箱 

Fig. 4 Model test tank 

制备试验土层时，箱内底部安放排水管道，再铺

设 0.2 m 的碎石排水层，碎石层上覆盖用于排水的土

工布，再将 60%～70%含水率的泥浆倒入试验箱内，

最后将泥浆密封。预压过程中用调节阀将真空压力控

制在 50 kPa 以内，以便制备低剪切强度的软土层。预

压后的土层厚 0.9 m，平均含水率 43%，天然重度 17.88 
kN/m3。在不同位置用手动十字板测试土层的剪切强

度，结果表明土层的不排水剪切强度沿深度分布较均

匀，变化范围大约在 6～9 kPa 之间。 
利用改进后的加载导向装置进行吸力锚承载力

模型试验，见图 5。与原导向装置相比[22]，改进后的

导向板不再插入土层，避免了由于导向板插入土层而
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引起的土层扰动对试验结果的影响。该装置仍利用导

向板上的滑轮 1，把系泊点倾斜的加载方向变为竖直

方向，再通过安装在加载框架上的滑轮 2，把系缆与

加载装置连接。通过调节滑轮 1 在导向板上的竖向位

置，实现加载方向的改变。 

 

图 5 加载导向装置与测量传感器 

Fig. 5 Loading-oriented apparatus and measuring transducers 

模型试验加载装置为自行设计开发的电动伺服控

制多功能加载装置，它由伺服电缸与伺服控制器组成，

可以在力控制下施加单调荷载和循环荷载，也可以在

位移控制下施加单调荷载[22]。 
试验测量传感器的布置见图 5。图中的力传感器 1

用于测量锚的系泊荷载，位移传感器 3 用于测量系泊

点沿加载方向的位移，位移传感器 4 与 5 用于测量锚

的竖向位移并确定锚在竖直平面内的转角，位移传感

器 6 用于测量锚中心轴线上的水平位移。系缆是 1.5 
mm 直径的钢丝绳。 

模型锚材料为不锈钢。利用 3 种不同外径与高径

比的模型锚进行试验，试验参数见表 1，为了研究锚

外壁与模型试验土层之间摩擦系数的变化对破坏模式

与承载力的影响，在#2、#4 与#5 试验锚的外壁裹附了

一层钢丝网，见图 6。通过实测锚外壁与土层之间摩

擦系数，结果表明：对于外壁无钢丝网的模型锚，摩

擦系数为 0.06，对于外壁有钢丝网的模型锚，摩擦系

数为 0.26。 
表 1 不同特征参数的模型锚 

Table 1 Model anchors with different characteristic parameters 
锚编号 直径/ m 高径比 外壁摩擦系数 

1 0.076 6 0.06 
2 0.076 6 0.26 
3 0.114 4 0.06 
4 0.114 4 0.26 
5 0.152 3 0.26 

 
图 6 模型锚 

Fig. 6 Model anchors 

2.2  模型试验 

承载力试验包括静荷载作用下的模型试验与静荷

载与循环荷载共同作用下的模型试验。 
静承载力模型试验过程：①利用十字板试验测量

试验位置处土层的剪切强度；②将锚沉入预定位置土

层中，参考已有研究[23]，沉锚后静置 3 d 再进行模型

试验，以减少沉锚引起的土层扰动对试验结果的影响；

③在位移控制下给锚施加单调荷载，记录系泊点的荷

载随系泊方向位移的变化。对于竖向拔出土层的破坏

模式，当系泊方向位移大于 0.6 倍锚径时，停止试验；

对于水平挤压土层破坏模式，当系泊方向位移大于 0.3
倍锚径时停止试验。通过多次试验发现，当位移控制

下的加荷速率小于 7.2 mm/h 时，荷载位移曲线与加荷

速率的改变基本无关。因此，试验选择的加荷速率为

7.2 mm/h。定义静荷载与静承载力之比为归一化静荷

载。依据试验结果做出系泊点沿系泊方向的规一化静

荷载位移曲线，见图 7 与图 8。进行静荷载与循环荷

载共同作用下吸力锚模型试验时，依据这些结果给锚

施加静荷载与循环荷载，并估算相应的静承载力。 

图 7 竖向破坏时系泊方向归一化荷载位移关系 

Fig. 7 Normalized load-displacement curves for vertical failure 

静荷载与循环荷载共同作用下的模型试验过程

为：①测定试验土层的强度并沉锚。②给锚施加静荷

载 Fa。参考静承载力模型试验得到的归一化荷载位移

曲线（见图 7 与图 8），当施加的荷载达到预定的归一

化荷载对应的位移时，停止加载，按实际施加的静荷

载与归一化荷载确定与此次模型试验对应的静承载力

Ff=(Fa)实际/(Fa/Ff)。③在力控制模式下，参考 Ff，给锚
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施加 0.1 Hz 的正弦循环荷载。对于竖向破坏的锚，当

系泊点沿系泊方向的静位移与循环累积位移超过 0.6
倍锚径时停止试验；对于水平破坏的锚，当系泊点沿

系泊方向的平均位移与循环累积位移超过 0.3 倍锚径

时停止试验，按位移破坏标准确定相应的荷载循环破

坏次数。试验最大荷载循环次数不超过 3000。 

图 8 水平破坏时系泊方向归一化荷载位移关系 

Fig. 8 Normalized load-displacement curves for lateral failure 

研究表明，最佳系泊点受荷的张紧式吸力锚有两

种典型的破坏模式：竖向拔出土层破坏模式与水平挤

压土层破坏模式[24]，影响吸力锚循环承载力的因素包

括循环荷载作用前锚受到的静荷载 Fa、系泊方向、桩

的几何参数等。因此，对每一种破坏模式，安排不同

Fa、不同系泊方向、不同循环荷载 Fcy 以及不同几何

参数模型锚的试验。由于模型锚几何尺寸较小，在进

行水平破坏模式的循环承载力模型试验时，在锚顶施

加一竖向荷载W。表 2 与表 3 分别给出了竖向与水平

破坏模式对应的模型试验安排。 
表 2 竖向破坏的模型试验 

Table 2 Test details for vertical failure mode 
锚号 直径/m 高径比 加载方向 Fa/Ff 

1 0.076 6 30 0.5 
1 0.076 6 30 0.7 
1 0.076 6 40 0.5 
1 0.076 6 40 0.7 
3 0.114 4 30 0.5 
5 0.152 3 35 0.5 

表 3 水平破坏的模型试验 

Table 3 Test details for lateral failure mode 
锚号 直径/m 高径比 加载方向 Fa/Ff W/kN 

2 0.076 6 35 0.5 0.44 
4 0.114 4 35 0.5 0.31 

3  模型试验结果与预测结果分析比较 
3.1  模型试验结果分析 

竖向破坏的模型试验结果表明，锚在最佳系泊点

受倾斜方向静荷载与循环荷载共同作用时，锚内的土

塞始终与锚紧密接触，锚在竖向平面内的转动很小，

破坏时是以平动的方式被拔出土层。这些特征与静荷

载作用下锚的运动破坏特征基本一致[21-22, 25]。锚的系

泊点沿系泊方向的位移有 3 种变化趋势：①第 1 是随

荷载循环次数增加锚的循环累积位移逐渐增加，锚最

终被竖向拔出土层，见图 9；②第 2 种是随荷载循环

次数增加，锚的循环累积位移变化趋于稳定，此时锚

处于一种循环稳定状态，且不会被拔出土层；③第 3
种是随荷载循环次数增加，尽管已经产生过量的循环

累积竖向位移并达到位移破坏标准，但是锚的循环累

积位移变化逐渐趋于平缓，此时锚也不会随循环荷载

作用次数增加而被最终拔出土层。无论哪一种位移变

化，循环位移随荷载循环次数的变化很小，循环累积

位移是导致锚破坏的主要原因。总之，如果静荷载作

用下锚的破坏是被竖向拔出土层，那么循环荷载作用

下，锚的破坏仍然是竖向拔出土层的模式。 

 

图 9 竖向破坏时的位移时程 

Fig. 9 Time histories of displacement for vertical failure 

锚水平破坏时的模型试验结果表明，在静荷载与

循环荷载共同作用下，系泊点沿系泊方向的位移有 2
种变化趋势：①第 1 种是随荷载循环次数增加锚的循

环累积位移逐渐增加，锚会产生过量的系泊方向位移，

见图 10；②第 2 种是随荷载循环次数增加，系泊方向

循环累积位移的变化趋于稳定。无论是那种情况，锚

的水平位移始终大于竖向位移，循环位移的变化很小，

锚破坏时，被动侧土体受到明显挤压而显著隆起，主

动侧土体与锚之间开裂。见图 11。 

图 10 水平破坏时的位移时程 

Fig. 10 Time histories of displacement for lateral failure 

图 12 给出了由水平破坏静承载力模型试验与循

环承载力模型试验得到的锚在竖直平面内的运动方向

随系泊方向位移变化的典型关系。这些结果表明，如

果静荷载作用下锚的破坏为水平挤压土层的模式，则

静荷载与循环荷载共同作用下，锚在竖直平面内的运



第 8 期                     王建华，等. 循环荷载作用下软土中吸力锚承载力拟静力有限元分析 1409 

 

动向竖直方向变化。循环荷载越大，运动方向变化越

显著。这说明，循环荷载导致的锚竖向抗力的弱化大

于水平抗力的弱化，且当循环荷载作用下弱化后的锚

竖向极限抗力小于弱化后的锚水平极限抗力时，锚的

破坏就会变为竖直拔出土层的模式[24]。因此，若静荷

载作用下锚的破坏为水平挤压土层的模式，则循环荷

载的作用不仅改变锚的承载力，也可能改变锚的破坏

模式。试验结果还显示，在锚的运动过程中，锚内的

土塞也始终与锚壁紧密接触。 

图 11 锚的水平破坏 

Fig. 11 Lateral failure diameters 

图 12 锚运动方向随循环累积位移的变化 

Fig. 12 Variation of moving direction of anchors with cyclic  

accumulative displacement 

3.2  循环承载力试验结果与预测结果比较分析 

已有的模型试验结果表明，对于竖向破坏的锚，

静极限承载力对应的系泊点沿系泊方向的位移大约为

0.6 倍的锚径[22]；对于水平破坏的锚，静极限承载力

对应的系泊点沿系泊方向位移大约为 0.3 倍锚径[21]，

这与 DNV 给出的破坏标准一致[9]。因此，对于静荷载

与循环荷载共同作用下锚竖向破坏的模型试验，按系

泊点沿系泊方向位移达到 0.6 倍锚径确定荷载循环破

坏次数(N1)f；对于锚水平破坏的模型试验，按系泊点

沿系泊方向位移达到 0.3 倍锚径确定荷载循环破坏次

数(N1)f。与(N1)f 对应的锚在静荷载与循环荷载共同作

用下的承载力 Ff, cy（即锚的循环承载力）定义为 
f,c a c f( )y yF F F    ，            (6) 

式中，Fa为循环荷载作用前锚受到的平均系泊荷载，

Fcy为循环荷载。 
依据模型试验得到的系泊点沿系泊方向循环累积

位移随荷载循环次数 N1的变化关系（见图 13），按以

下步骤确定锚的循环承载力： 

 

图 13 循环累积位移随循环次数的变化 

Fig. 13 Variation of cyclic accumulative displacements with the 

number of cycles 

（1）按图 7 与图 8 中的规一化荷载位移曲线确定

静荷载 Fa作用下的位移。 
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（2）依据确定循环承载力的标准，计算达到破坏

标准时的循环累积位移。 
（3）由循环累积位移随循环次数的变化关系确定

与步骤（2）中循环累积位移对应的荷载循环破坏次数

(N1)f。 
再由式（6）确定与该荷载循环破坏次数对应的循

环承载力。结果见表 4～9 中的 Ff,cy
1。进一步确定归

一化循环承载力，见表 4～9 中的 Ff,cy
1/Ff。表中的 Su

是每次试验前通过十字板试验实测的土层剪切强度。 
表 4 #1 锚、30°加载方向的循环承载力 

Table 4 Cyclic bearing capacity for anchor 1 and loading direction  

..of 30 degrees 

Fa/Ff Su/kPa Ff/kN (N1)f 
Ff,cy

1 

/kN Ff,cy
1/Ff 

Ff,cy
2 

/kN 
相对 

偏差/% 
0.5 8.2 0.682 121 0.647  0.95  0.554 14.4 
0.5 6.6 0.542 242 0.480  0.89  0.448 6.71 
0.5 6.5 0.537 268 0.448  0.84  0.410 8.56 
0.5 6.6 0.548 832 0.420  0.77  0.400 4.71 
0.5 6.8 0.566 2408 0.413  0.73  0.400 3.06 
0.7 7.8 0.647 27 0.624  0.97  0.575 7.90 
0.7 7.8 0.647 280 0.591  0.91  0.551 6.72 
0.7 8.5 0.713 796 0.616  0.86  0.589 4.39 
0.7 7.9 0.653 1857 0.533  0.82  0.541 -1.53 

表 5 #1 锚、40°加载方向的循环承载力 

Table 5 Cyclic bearing capacity for anchor 1 and loading direction 

 of 40 degrees 

Fa/Ff Su/kPa Ff/kN (N1)f 
Ff,cy

1 

/kN Ff,cy
1/Ff 

Ff,cy
2 

/kN 
相对 

偏差/% 
0.5 7.7 0.531 44 0.491  0.92  0.425 13.38 
0.5 8.3 0.567 352 0.466  0.82  0.423 9.24 
0.5 7.9 0.555 456 0.417  0.75  0.391 6.19 
0.5 8.8 0.644 750 0.460  0.72  0.433 5.96 
0.5 8.3 0.568 2280 0.389  0.68  0.389 -0.13 
0.7 7.4 0.512 73 0.497  0.97  0.441 11.29 
0.7 6.4 0.451 829 0.414  0.92  0.373 9.91 
0.7 6.5 0.477 1310 0.407  0.85  0.367 9.91 
0.7 6.7 0.478 2242 0.385  0.81  0.370 3.84 

表 6 #3 锚、30°加载方向的循环承载力 

Table 6 Cyclic bearing capacity for anchor 3 and loading direction  

.of 30 degrees 

Fa/Ff Su/kPa Ff/kN (N1)f 
Ff,cy

1 

/kN Ff,cy
1/Ff 

Ff,cy
2 

/kN 
相对 

偏差/% 
0.5 7.1 1.336 185 1.204  0.90  1.044 13.27 
0.5 6.9 1.294 342 1.105  0.85  0.983 11.05 
0.5 7.1 1.336 513 1.089  0.82  0.972 10.73 
0.5 7.2 1.367 1939 0.971  0.71  0.955 1.65 

表 7 #5 锚、35 度加载方向的循环承载力 

Table 7 Cyclic bearing capacity for anchor 5 and loading direction  

.of 35 degrees 

Fa/Ff Su/kPa Ff/kN (N1)f 
Ff,cy

1 

/kN Ff,cy
1/Ff 

Ff,cy
2 

/kN 
相对 

偏差/% 
0.5 7.0  2.378 885 1.851  0.78 1.634 11.72 
0.5 7.1  2.433 2290 1.688  0.69 1.572 6.87 

表 8 #2 锚、35°加载方向的循环承载力 

Table 8 Cyclic bearing capacity for anchor 2 and loading direction  

.of 35 degrees 

Fa/Ff Su/kPa Ff/kN (N1)f 
Ff,cy

1 

/kN Ff,cy
1/Ff 

Ff,cy
2 

/kN 
相对 

偏差/% 
0.5 6.6 1.493 74 1.375  0.92  1.148 16.51 
0.5 6.7 1.500 173 1.320  0.88  1.094 17.12 
0.5 6.8 1.513 454 1.277  0.84  1.077 15.66 
0.5 6.8 1.536 2126 1.184  0.77  1.010 14.70 
0.7 6.5 1.518 69 1.471  0.97  1.305 11.28 
0.7 6.7 1.529 239 1.405  0.92  1.261 10.25 
0.7 6.7 1.521 827 1.311  0.86  1.230  6.18 
0.7 6.9 1.545 2332 1.239  0.80  1.230  0.73 

表 9 #4 锚、35°加载方向的循环承载力 

Table 9 Cyclic bearing capacity for anchor 4 and loading direction  

.of 35 degrees 

Fa/Ff Su/kPa Ff/kN (N1)f 
Ff,cy

1 

/kN Ff,cy
1/Ff 

Ff,cy
2 

/kN 
相对 

偏差/% 
0.5 6.3 1.855 250 1.697  0.92 1.462 13.86 
0.5 6.5 1.935 531 1.536  0.79 1.381 10.11 
0.5 6.5 1.938 1575 1.459  0.75 1.324  9.27 
0.5 6.4 1.911 2613 1.347  0.71 1.274  5.44 

依据表 4～9 中的试验结果，再做出相同归一化静

荷载对应的归一化循环承载力随荷载循环破坏次数

(N1)f 的变化曲线，见图 14 与图 15。图中结果表明，

对于给定的归一化静荷载，可以忽略加载方向、锚的

几何尺寸、锚外壁的摩擦系数对归一化循环承载力随

荷载循环破坏次数变化关系的影响，归一化循环承载

力曲线只取决于归一化静荷载。当归一化静荷载为 0.5
时，若循环破坏次数为 1000，锚竖向破坏时的循环承

载力较静承载力降低约 25%；锚水平破坏时的循环承

载力较静承载力降低约 20%。这与已有的离心模型试

验结果基本一致[26]。 
按拟静力有限元法的分析步骤，针对表 4～9 中的

试验条件预测模型试验结果。由于锚受力与锚结构具

有对称性，取一半建立有限元计算模型。计算模型径

向方向尺寸取 12 倍锚径，锚底以下取 4 倍锚径。图

16 是有限元计算模型与单元划分。预测时，针对每次

模型试验对应的循环破坏次数，由图 3 确定相应的归

一化循环强度变化关系。预测结果见表 4～9 中的

Ff,cy
2。 

图 14竖向破坏时 Ff,cy
1/Ff 随(N1)f的变化 

Fig. 14 Variation of Ff,cy
1/Ff with (N1)f for vertical failure mode 
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图 15 水平破坏时 Ff,cy
1/Ff 随(N1)f的变化 

Fig. 15 Variation of Ff,cy
1/Ff with (N1)f for lateral failure mode 

 
图 16 有限元计算模型 

Fig. 16 Finite element model 

以模型试验结果为参考，预测结果与试验结果之

间的相对偏差见表 4～9 中的相对偏差。这些结果表

明，拟静力有限元方法的预测结果比模型试验结果偏

小，平均偏小范围不超过 10%。因此，依据软土的不

固结不排水循环强度变化关系，利用拟静力有限元分

析方法评价软土中吸力锚的不排水循环承载力是可行

的，且得到的结果偏于安全。 

4  结    语 
本文建议了利用软土不排水循环强度，通过拟静

力弹塑性有限元分析，评价软土中吸力锚在最佳系泊

点受同一倾斜方向静荷载与循环荷载共同作用时承载

力的方法。这一方法首先依据软土的不排水静强度，

通过弹塑性有限元计算确定静荷载作用下土单元的八

面体平均剪应力，再据此由土动力试验得到的循环强

度变化关系、确定与一定循环破坏次数对应的土单元

不排水循环强度，然后按土单元的循环强度、再次通

过弹塑性有限元分析，计算锚的系泊点沿系泊方向的

荷载位移曲线，并据此按位移破坏标准确定锚的循环

承载力。这一方法的特点是考虑了静系泊荷载对软土

循环强度、进而对吸力锚循环承载力的影响。 
为了说明用拟静力弹塑性有限元方法分析静荷载

与循环荷载共同作用下吸力锚承载力的可行性，进行

了不同试验条件下软土中吸力锚在静荷载与循环荷载

共同作用下的承载力模型试验。按照每次模型试验实

测的土层静强度，结合循环三轴试验确定的土层归一

化循环强度随归一化平均应力的变化关系，利用拟静

力弹塑性有限元方法，预测了每次模型试验的循环承

载力。与模型试验结果对比表明，预测值一般小于试

验值，平均偏小范围在 10%以内。因此，利用本文建

议的方法评价软土中吸力锚的不排水循环承载力是偏

于安全的。由于本文模型试验是在 1g条件下进行的，

且试验模型尺寸较小。对于如何通过软土中原型尺寸

吸力锚循环承载力试验，验证本文建议的方法有待进

一步研究。 
文中的模型试验结果还表明，对于给定的归一化

静荷载，加载方向、锚的几何尺寸、锚外壁摩擦系数

对归一化循环承载力随荷载循环破坏次数的变化关系

影响不大，可以认为归一化循环承载力只取决于归一

化静荷载。若归一化静荷载为 0.5，当循环破坏次数为

1000 时，对于竖向破坏的锚，循环承载力大约为静承

载力的 75%；对于水平破坏的锚，循环承载力大约为

静承载力的 80%，这与已有的一些离心模型试验结果

基本一致。 
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