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密砂中圆形锚上拔承载力尺寸效应分析 
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摘  要：通过模型试验和有限单元法分析了密砂中圆形锚板上拔承载力的尺寸效应问题。分别对直径为 20，50，400 mm
的锚板在埋深比为 2～6 时进行拉拔试验，获得上拔力和位移关系曲线及极限上拔力。基于不同埋深比时板径与上拔承

载力系数关系曲线，可发现：相同埋深比时，随着锚板直径增加，上拔承载力系数逐渐减小；且随着埋深比增加，此

现象愈明显。考虑密砂强度随应变发展而出现的软化现象，对理想弹塑性 Mohr-Coulomb 模型进行改进，基于改进的模

型对上述 12 个拉拔试验进行有限元数值模拟，同时与理想弹塑性模型模拟结果进行比较。结果表明：理想弹塑性模型

严重高估锚板上拔承载力，而考虑土体软化的模型能够模拟锚板上拔过程中破坏面上土体强度逐渐发挥的过程，计算

得到的极限承载力与试验结果吻合较好。尺寸效应产生的原因一方面由于应力水平对土体强度的影响，另一方面由渐

进破坏引起；埋深比越大，随着锚板直径增加，周围土体依次进入破坏的过程愈加明显。 
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Scale effects of uplift capacity of circular anchors in dense sand 
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Abstract: The scale effects of uplift capacity of circular anchors in dense sand are studied by means of the model tests and 

finite element method. The pullout tests on the circular anchors with the diameters of 20, 50 and 400 mm as well as the 

embedment ratios of 2~6 are carried out, where the curves of uplift resistance and displacement and ultimate uplift capacity are 

obtained. It is seen from the test results that the breakout factor decreases with the increase in anchor diameter under the same 

embedment ratio, and the phenomenon is more obvious with larger embedment ratio. Numerical analysis for the pullout tests is 

performed based on the modified Mohr-Coulomb model which can reflect the strain softening of dense sand, and the results are 

compared with those based on the elastic-perfectly plastic Mohr-Coulomb model. It is shown that the numerical results based 

on elastic-perfectly plastic model overestimate the uplift capacity of anchors remarkably, while the simulations based on the 

modified Mohr-Coulomb model can reveal the process of mobilizing soil strength to the peak value, and thus the numerical 

results agree well with the test ones. The reasons causing the scale effects are the soil strength dependent on stress level and the 

progressive failure during pullout. The process that the soils surrounding the anchors reach failure step by step becomes more 

and more obvious with the increase of anchor diameter when the embedment ratio is relatively large. 

Key words: circular anchor plate; uplift capacity; scale effect; failure mode; progressive failure 

0  引    言 

由于锚板基础具有较强的抗拔能力，在陆上和近

海工程中得到了广泛的应用。对其上拔承载力的研究

通常采用模型及现场试验[1-9]、极限平衡分析[1, 10-11]、

极限分析及有限元等数值方法[6-9, 12-17]。基于理想弹塑

性模型的理论及数值分析结果表明，砂土中锚板上拔

承载力只与砂土内摩擦角、剪胀角和埋深比有关。然
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而，一些缩比尺模型试验及离心机试验 [6-9]观察到了

尺寸效应，即上拔承载力系数Nγ（Nγ = Q/  AH，Q为

上拔承载力， 为砂土的有效重度，A为锚板面积，H
为锚板埋深）随着锚直径或宽度的增加而减小。

Dickin[6]对比了密砂中50 mm宽锚板的离心机试验和

常规试验结果，发现随着埋深比增加，尺寸效应更明

显，且方形锚的尺寸效应较条形锚板显著，但没有对

这一现象进行解释。 
尽管已发现了锚板的上拔尺寸效应问题，但对其

解释和数值模拟的研究较少，且数值模拟由于土体大

变形的限制，能够计算的埋深比也很小。Sakai等[7]使

用引入剪切带厚度的非关联应变硬化–软化弹塑性本

构模型对密砂中圆形锚板上拔承载特性进行模拟，并

与试验结果进行对比，重点研究了尺寸效应。其中锚

板直径为3，5，10，20 cm，埋深比为1，2，3，结果

表明，H/D=3时尺寸效应显著；尺寸效应是由剪切带

发展产生的渐进破坏引起。 
Khatri等[17]基于线性规划和下限原理有限元分析

了条形锚板上拔承载特性，通过考虑峰值内摩擦角随

平均主应力变化，考察条形锚板宽度对上拔力的影响。

分析结果能够模拟尺寸效应问题，但由于采用的相关

联流动法则，可能会削弱尺寸效应的影响。 
针对尺寸效应问题，本文对密砂中不同直径的圆

形锚板进行拉拔模型试验，分析锚板直径对上拔承载

力的影响。同时，以ABAQUS通用有限元软件为平台，

考虑密实砂土应变软化的特性，对理想弹塑性

Mohr-Coulomb本构模型进行改进，编写了用户子程

序。基于改进的Mohr-Coulomb本构模型，同时考虑土

体强度受围压影响，对密砂中圆形锚板上拔特性进行

模拟，以此揭示砂土渐进破坏过程，并阐述产生上拔

尺寸效应的原因。与试验结果对比表明，考虑了土体

应变软化的本构模型能较好地反映实际情况。  

1  拉拔模型试验 
1.1  试验方案 

为分析锚板尺寸效应，对不同直径的圆形锚在不

同埋深比时进行拉拔试验，试验方案见表1。直径为20，
50 mm的锚板拉拔试验在1g下进行，直径为400 mm的

锚板试验是由20 mm直径的模型锚在20g加速度的鼓

式离心机内进行。模型锚由铝制成，锚板厚度与直径

之比为0.1；50 mm直径锚的锚杆与锚片直径之比为

0.2，20 mm直径锚的比值为0.235。 
1.2  砂土特性及制样 

试验所用砂土为石英砂，砂土的物理特性指标见

表 2。进行 3 种围压下相对密实度为 100%的砂土的三

轴排水试验，所得偏应力–轴向应变关系曲线如图 1
所示。采用砂雨法制备相对密实度为 100%的土样。

模型槽由 38 mm 厚不锈钢板制作，内部长宽高为 650 
mm×390 mm×325 mm。锚板距槽底至少 20 mm，当

铺砂至埋置深度时，轻轻将锚板放置在砂层表面，并

采用拉线定位以保证锚杆垂直度，之后继续洒砂至地

面高度以上，最后由吸尘装置将砂面刮平。制样后通

过测量砂样重量和体积，计算实际制样的密实程度，

对所有模型制样的结果显示砂样的相对密实度在

95%～100%变化，制样效果较好。采用电动作动器进

行位移加载，位移加载速率为 0.3 mm/s。作动器上固

定连接杆，依次连接荷载传感器及与圆形锚连接的钩

子。通过数据采集软件实现作动器控制和数据传输。 
表 1 试验方案及极限上拔力 

Table 1 Test programs and ultimate uplift capacities  
Qu 

数值/N 误差/% D 
/mm H/D 

试验 
MC MMC MC MMC 

数值 uf 
/mm 

MMC 

2      1.66   2.19     1.52 31.9 -8.4 0.76 
3      3.90   5.56     3.65 42.6 -6.3 0.81 
4      7.52  11.68     7.12 55.3 -5.3 1.10 

20 

6     21.56  30.16    20.31 39.9 -5.8 1.74 
2     18.64  31.57    20.52 69.4 10.1 1.25 
3     47.34  76.35    50.57 61.3 6.82 1.57 
4    102.71 157.80   102.06 53.6 -0.63 2.45 50 

6    273.71 464.50   278.26 69.7 -1.66 7.79 
2  10055.1 12667.1   9212.0 26.0 -8.38 8.80 
3  22728.4 30175.4  22561.9 32.8 -0.73 12.90 
4  44150.5 62105.2  43607.8 40.7 -1.23 23.00 

400 

6 109865.0 185263.1 106713.1 68.6 -2.87 80.40 
表 2 砂土物理特性指标 

 Table 2 Physical properties of sand 
平均粒径

d50/mm 
不均匀系数 

Cu 
曲率系数 

Cc 
ρmax 

/(g·cm-3) 
ρmin 

/(g·cm-3) 
0.25 1.87 0.938 1.75 1.56 

图 1 偏应力–轴应变关系曲线 

Fig. 1 Deviatoric stress-axial strain relationship 

1.3  试验结果 

拉拔试验测得了荷载–位移关系曲线，为与数值

结果比较，将其绘制在图 2 中。对于 D=400 mm，H/D=6
的锚板，荷载位移曲线在趋近水平时开始出现波动，

但在峰值出现的附近波动较小，故取最大值作为极限
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上拔力；对于其它拉拔试验的荷载位移曲线，在峰值

或水平段出现前基本是平滑的；试验获得的极限上拔

力列于表 1。将不同埋深比 H/D 时锚板直径 D 和上拔

承载力系数 Nγ关系绘于图 3。由图 3 可见，相同埋深

比的锚板上拔承载力系数不同，存在着尺寸效应。随

着锚板直径增加，上拔承载力系数减小，且减小速率

逐渐放缓；这种尺寸效应随着埋深比的增加更明显。

埋深比为 6 时，D=400，50 mm 的上拔承载力系数较

D=20 mm 时分别减小 31.1%和 18.7%。 

 

图 2 不同直径圆形锚的荷载–位移关系曲线 

Fig. 2 Uplift resistance-displacement curves of circular  

anchors .with various diameters 

2  有限元模型 
为探讨尺寸效应产生的原因，建立上述 12 个拉拔

试验的有限元模型，模拟锚板上拔过程中土体破坏过

程并确定极限承载力。土体本构模型分别采用理想弹

塑性 Mohr-Coulomb 本构模型（MC 模型）及考虑土 

图 3 不同埋深比 H/D 时板径 D 与上拔承载力系数 Nγ关系 

Fig. 3 Relationship between anchor diameter D and breakout  

  factor Nγ under various embedment ratios for H/D  

体应变软化特性改进的 Mohr-Coulomb 本构模型（以

下简称 MMC 模型）。 
2.1  MMC 本构模型 

对于密实砂土，在排水条件下，通常表现为应变

软化现象。随着偏应力的施加，土体的强度逐渐被激

发，内摩擦角的发挥值逐渐增大，在某一应变时达到

峰值内摩擦角 p ，剪胀角 由初始的零度发挥到最大

值 p ；随着应变继续增大，土体出现应变软化，内摩

擦角和剪胀角由峰值逐渐减小，最终在较大应变时内

摩擦角降至临界状态内摩擦角 cr ，剪胀角降为 0。实

际上内摩擦角和剪胀角随着应变增加呈非线性变化，

但为简化，将其变化过程描述为 3 个线性阶段，如图

4 所示，其中横坐标表示等效塑性应变 d ， p 及 p 对

应的等效塑性应变记为 p
d ，土体达到临界状态对应的

等效塑性应变为 r
d 。 0 为 d 0  时对应的内摩擦角，

为简化，将 0 与临界状态内摩擦角 cr 取相同值。根

据试验用砂的三轴试验结果，临界状态内摩擦角 cr 取

为 31°。 

 

图 4 改进的莫尔库仑模型示意图 

 Fig. 4 Diagrammatic sketch of modified Mohr-Coulomb model 

砂土峰值内摩擦角和剪胀角与土体密实程度和围

压有关[18-20]。许多研究者[6, 21-22]发现 lg 3 和 p 存在线

性关系。根据图 1 所示 3 种围压下的三轴试验结果，

估算试验用砂在相对密实度为 100%时的峰值内摩擦

角和围压的关系如下： 

p 3 a40.9 7.8lg( / )p     ，       (1) 
式中， 3 为围压（kPa）， ap 为大气压，取 101 kPa。 
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对不同埋深锚板的模拟，土体峰值内摩擦角按照

式（1）确定，其中 3 按锚板埋深处土体自重计算；

峰值内摩擦角 p 由 Bolton 建议的公式[21] 

p cr p0.8                    (2) 
计算确定。不同试验模型所用参数列于表 3。 

忽略剪切过程中的弹性变形，根据轴向应变–偏

应力关系曲线，p0≤100 kPa 时，等效塑性应变 p
d 在

2%～3%， r
d 约为 20%。由于模型试验的初始应力较

低，在数值模拟时峰值 p
d 取为 2%。 

根据三轴试验结果，土体模量 E50与围压 3 的拟

合关系如下： 
0.469

50 a 3 a658 ( / )E p p   。      (3) 
在数值计算中，土体弹性模量按照式（3）进行取

值，列于表 3。泊松比 取为 0.3，初始侧压力系数 K0

按 Jaky 建议公式[23]计算，即 0 cr1 sinK   。 
表 3 本构模型参数 

 Table 3 Strength parameters for various constitutive models 

D 
/mm H/D 3  

/kPa 
E50 

/MPa 
p  

/(°) 
p  

/(°) 
2 0.70  6.5 58 33 
3 1.05  7.8 56 31 
4 1.40  8.9 55 30 20 
6 2.10 10.8 54 28 
2 1.75  9.9 55 30 
3 2.63 12.0 53 27 
4 3.50 13.7 52 26 50 
6 5.25 16.6 51 25 
2 14 26.3 47 20 
3 21 31.8 46 18 
4 28 36.4 45 17 400 
6 42 44.0 44 16 

2.2  计算模型 

对于锚板上拔模拟，考虑到结构与地基耦合体系

几何形状与加载条件关于锚杆中轴线对称，建立锚–
土耦合体系的轴对称模型，采用动态分析模块进行准

静态分析。计算域在板底至下边界取 5D，水平向取

11D[12]。模型底面边界约束竖向和水平向位移；侧面

土体边界和对称面土体边界上约束水平位移；由于锚

为铝制作，上拔过程中变形可忽略，因此有限元模型

中将锚设为刚体，在锚顶部设置参考点，约束参考点

的水平向位移和轴向转动，如图 5。锚土之间的接触

采用摩擦接触，根据 Rowe 等[12]，水平锚与砂土的摩

擦系数对上拔荷载–位移曲线和极限承载力影响可忽

略，本文接触面间摩阻系数取值为 0.3。由于锚板较薄，

锚板周围土体网格在有限的上拔位移时可能出现过大

变形，往往产生严重的畸变问题，导致有限元计算的

收敛性较差。因此，在数值分析中，考虑埋深比 H/D
为 6 的锚板上拔所需的位移较大而使网格产生过大的

变形，故对于 H/D=6 的模型，采用 ALE 自适应网格

法（arbitrary Lagrangian Eulerian adaptive meshing），

使网格在整个分析过程中保持一种比较良好的状态，

不出现过大的扭曲与变形。网格采用规则划分，如图

5，锚板附近网格加密，最小网格宽度 ΔB 在板边缘处，

ΔB/D 为 0.00625。在锚板周围一定区域内网格采用

ALE 方法，每 2 个增量步重新划分一次网格，网格扫

掠技术采用体积算法与等位算法结合，每一个重划网

格过程进行 2 次扫掠，曲率较大的曲线边界网格密度

设置为 5，其它参数设置为默认值；变量转换采用二

阶算法。网格单元采用轴对称 4 节点减缩积分单元

CAX4R。 

 

图 5 有限元计算模型 

Fig. 5 Finite element model used in analyses 

对于准静态问题的模拟，应综合考虑惯性力的影

响和计算时间，合理地设置加载时间。以 D=20 mm，

H/D=6 的圆形锚模型为例，通过设置不同加载速率和

网格密度进行比较，确定合理的加载时间和网格密度，

其中土体采用 MMC 模型。设置 v=0.5D（100 s），0.5D
（150 s）两种加载速率，计算结果如图 6。由图可见，

两个加载速率所得的荷载位移曲线基本相同，因此，

在其它所有模型中均采用 0.5D（100 s）的加载速率。 

 

图 6 不同加载速率时荷载–位移关系曲线 (D=20 mm，H/D=6)  

Fig. 6 Uplift resistance-displacement curves for different loading  

velocities (D=20 mm，H/D=6) 

 

3  数值结果分析 
3.1  与试验结果对比 

为与试验结果进行对比，将基于 MMC 模型计算
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获得的上拔荷载–位移关系曲线与试验结果绘于同一

图中，如图 2 所示。对于埋深比为 6 的情况，数值计

算获得的荷载–位移曲线在接近水平段时出现较大波

动，Qu按波动曲线的中心线取值。基于 MC 和 MMC
模型计算的极限上拔力 Qu及误差同时列于表 1。采用

理想弹塑性Mohr-Coulomb模型对Qu的预测均比试验

结果高，可高达 70%，基本上，埋深比越大，预测结

果高估量越大。而采用改进的 Mohr-Coulomb 模型，

H/D=6 时，数值模拟获得的曲线与试验曲线吻合很好， 
H/D≤4 时，数值曲线在荷载峰值之前较试验曲线刚度

稍大，但两者的荷载峰值比较接近，Qu的预测结果误

差范围在 %10 。这表明，考虑土体强度随围压变化

并采用土体软化的本构模型能很好地模拟实际情况。 
由图 2 可见，随着埋深比增加，达到峰值上拔力

所需的位移越大。对于 H/D≤4 的情况，在位移加载

范围内，荷载出现峰值后又开始下降；H/D=6 时，荷

载达到峰值后，在加载范围内，荷载保持在峰值附近，

即荷载–位移曲线保持水平，这与土体渐进破坏过程

有关，将在下文中进行解释。 
图 7 为基于 MMC 模型的数值结果和试验获得的

上拔承载系数对比，可见数值模拟能很好地反映 Nγ

随板径增加而减小的尺寸效应问题及埋深比对尺寸效

应的影响。 

 

图 7 不同埋深比时归一化上拔系数对比 

Fig. 7 Variation of breakout factor with embedment ratio 

3.2  破坏模式 

图 8，9 分别为 H/D=2 和 6 时两个直径锚上拔破

坏时砂土中等效塑性应变云图，其中，等效塑性应变

超过 2%以黑色显示。当 H/D=2 时，在较小上拔位移

作用下，锚板边缘土体开始进入塑性区，随着上拔位

移增大，土体塑性区向两侧向上开展，当荷载–位移

曲线达到峰值点或水平时（上拔破坏），塑性区域开展

至地表，锚板中间上方土体等效塑性应变均未达到

2%。D=20，400 mm 锚周围土体等效塑性应变超过 2%
的区域范围明显不同，D=20 mm 时该区域接近地表，

而 D=400 mm 时，该区域则在一半埋深内。根据土体

本构模型，等效塑性应变达到 2%时土体强度达到峰

值，超过 2%后强度开始减小，向残余强度发展。因

此，对于等效塑性应变超过 2%的区域，土体经历了

峰值强度，开始出现不同程度的强度下降，将在 3.3
节进行详细说明。 

图 8 不同直径锚破坏时等效塑性应变云图 (H/D=2) 

Fig. 8 Contours of equivalent plastic strain for different diameters  

at failure (H/D=2) 

图 9 不同直径锚破坏时等效塑性应变云图 (H/D=6) 

Fig. 9 Contours of equivalent plastic strain for different diameters  

at failure (H/D=6) 

当 H/D=6 时，土体塑性区仍在锚板边缘开始出

现，但不同的是，随着上拔位移增加，塑性区向板外

两侧开展，同时向锚板正上方开展。上拔荷载达到峰

值时，D=20 和 400 mm 两锚周围土体破坏模式不同，

D=20 mm 锚由于埋深相对较浅，塑性区开展到地表，

与 H/D=2 时的形式接近，但在锚板上方土体存在三角

形弹性区域；而 D=400 mm 的锚，土体塑性区向板外

侧上方发展受限制，开始向锚正上方发展，破坏时等

效塑性应变超过 2%的区域仅限于锚板上方 H/3 范围

内，地表出现很小的塑性应变。由此可见，对于 H/D=6，
D=20 mm 时锚板破坏模式为浅坏模式，而 D=400 mm
时，锚板破坏时向深破坏模式过渡。 
3.3  尺寸效应分析 

为分析尺寸效应产生的原因，将埋深比 H/D=4 时

基于 Mohr-Coulomb 理想弹塑性模型（MC 模型）和

考虑应变软化的 MMC 模型的计算结果绘于图 10。图

中“强度不随围压变化”表示 3 种板径时土体峰值内

摩擦角 p 和剪胀角 p 不变，均按 D=20 mm情况取值；

“强度随围压变化”时 p 和 p 随板径变化，具体取

值见表 3。由图 10 可见，基于理想弹塑性模型且强度
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不随围压变化时，上拔承载力系数基本不随板径变化，

没有尺寸效应产生且严重高估抗拔力；基于理想弹塑

性模型且考虑强度随围压变化的情况，上拔承载力系

数随板径增加明显减小，能够反映尺寸效应，但计算

结果仍明显高估实际情况；基于 MMC 模型的强度变

化与不变两种情况，均能反映尺寸效应；但只有在同

时考虑应变软化及强度受应力水平影响时，计算结果

与试验结果吻合最好，表明实际尺寸效应产生的原因

为两方面：一方面是由于土体强度依赖于应力水平，

虽然埋深比相同，但板径大时锚板周围土体围压较高，

强度有所下降；一方面为受应变软化引起的渐进破坏

出现，下文详述。 

图 10 两种模型计算结果对比(H/D=4) 

Fig. 10 Comparison of numerical results based on two models  

 (H/D=4) 

锚板埋置越深，达到破坏所需的位移越大，数值模

拟时需要加载的位移也越大，位移增大到一定值，计

算会出现不收敛现象。对于 H/D=6 的情况，数值计算

仅能计算至荷载位移曲线出现峰值或水平段，未能算

到之后的下降段，而对于 H/D≤4 的情况，荷载–位

移曲线达到峰值后又出现下降段。故，为更清楚地分

析尺寸效应及埋深的影响，将 H/D=2 和 4 两个埋深时

不同直径锚上拔过程土体强度变化进行对比分析，如图

11，12 所示，其中，内摩擦角接近峰值时以浅灰色显

示。 
由图 11 可见，在位移加载初期，锚板边缘附近一

定区域最先达到峰值内摩擦角；随着加载位移增加，

该区域内摩擦角逐渐减小，部分土体进入临界状态，

达到临界状态内摩擦角，同时，沿塑性区开展方向，

上部土体逐渐进入峰值状态，而后随着位移继续增大，

强度又逐渐衰减；当 u=uf时，锚周围土体强度得到最

大发挥，抗拔力达到峰值，与图 8 对比，土体经历峰

值内摩擦角的区域等效塑性应变已达到或超过 2%；

当 u>uf时，接近地表的土体峰值强度逐渐被激发，周

围土体的整体强度保持一段后开始减小，抗拔力则开

始下降，此过程体现了上拔过程中土体是渐进破坏的。 

 

图 11 不同加载位移时砂土内摩擦角云图 (H/D=2) 
Fig. 11 Contours of internal friction angle with different loading  

displacements (H/D=2) 

比较图 11（a）～（c），随着板径增大，渐进破

坏过程越明显。图 11 中，内摩擦角超过峰值内摩擦角
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的 99%显示浅灰色，不同加载位移时内摩擦角的云图

可清晰反映出沿着塑性区发展方向土体强度依次发挥

至峰值的过程。D=20 mm 的锚，随着位移增加，u=uf 
时，达到峰值内摩擦角的区域从锚边缘开始沿塑性区

开展方向逐渐连续发展至 0.813H 高度处，接近地表；

当 u=1.3uf时，峰值内摩擦角连续发展与地表贯通，与

uf 位移时土体整体强度相比，此时上拔承载力还未出

现明显下降。对于 D=50，400 mm 的锚板，u=uf时，

峰值内摩擦角从锚边缘开始分别发展至埋深 0.686H
和 0.477H 处，当地表土体强度达到峰值强度时，需要

的加载位移分别为 1.5uf，1.8uf，并且，对于 D=400 mm
的锚板，当地表土体达到峰值内摩擦角时，锚板的抗

拔力已经开始下降。由此可见，相同埋深比时，随着

锚板直径的增加，渐进破坏的过程更加明显，当塑性

区开展至地表时，破坏滑裂面周围土体的强度不同时

发挥的程度更高，亦是产生尺寸效应的关键原因。 
对比图 11，12 发现，对于同一直径锚板，随着埋

深比增加，渐进破坏的过程越显著。相同上拔位移比

u/uf（上拔位移与峰值抗拔力对应的位移比）时，埋深

越大，锚板周围土体经历峰值强度的区域越小，峰值强

度开展至地表所需要的位移比越大；H/D=4，D=20，
50 mm 的锚，地表土体达到峰值强度对应的上拔位移

分别为 1.4uf和 1.7uf，对于 D=400 mm 的锚，数值计算

的加载位移至 2.6uf，虽未达到峰值强度发展至地表所

需要的位移，但已反映了埋深对渐进破坏的影响。 
对于 H/D=2 的情况，D=50，400 mm 时地表土达

到峰值强度所需的上拔位移比是 D=20 mm 时的 1.15
和 1.38 倍；H/D=4 时，D=50，400 mm 所需的上拔位

移比为 D=20 mm 的 1.21 倍和 1.85 倍以上。这表明，

在较大埋深时，随着板径增加，渐进破坏过程较小埋

深比时更加明显；即随着上拔位移加大，贯通至地表

的破坏带上土体强度同时达到峰值强度的比例越小，

故在较大埋深比时，表现了更明显的尺寸效应。 

 

图 12 不同加载位移时砂土内摩擦角云图 (H/D=4) 
Fig. 12 Contours of internal friction angle with different loading  

displacements (H/D=4) 

5  结    论 
通过模型试验和有限元法对密砂中圆形锚板上拔

承载力的尺寸效应问题进行研究，分析锚板尺寸对上

拔破坏模式的影响及尺寸效应产生的原因。 
（1）板径 D=20～400 mm，H/D=2～6 共 12 个拉

拔模型试验结果表明，相同埋深比时，随着板径增加，

上拔承载力系数减小，且随着埋深增加，尺寸效应更

加明显。 
（2）基于改进的 Mohr-Coulomb 模型的数值计算

结果与试验结果吻合较好，考虑土体应变软化的本构

模型能够较好地模拟实际破坏过程。 
（3）锚板埋深比较小时，塑性区由基础边缘开始

向两侧上方开展，峰值抗拔力时，塑性区域开展至地

表，为浅破坏模式；锚板埋比深较大时，土体塑性区

仍在锚板边缘开始出现，但不同的是，随着上拔位移



第 1 期                     陈  榕，等. 密砂中圆形锚上拔承载力尺寸效应分析 85 

 

增加，塑性区向板外两侧开展，同时向锚板上方开展。

对于 H/D=6，D=20 mm 时锚板破坏模式为仍浅破坏模

式，但在锚板上方存在三角形弹性区；而 D=400 mm
时，塑性区局限于土体内部，在锚板边缘两侧及上方

一定范围内。 
（4）尺寸效应产生的原因一方面为土体强度受应

力水平影响；另一方面是密砂应变软化产生的渐进破

坏所致。基于 MMC 模型的数值模拟能够捕捉土体渐

进破坏的过程，相同埋深比时，锚板直径越大，渐进

破坏越明显；埋深比越大，随着锚板直径增加，周围

土体依次进入破坏的过程愈加明显。 
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