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摘要:竖向上拔荷载作用下螺旋锚抗拔承载力计算是螺旋锚设计的重要环节;基于极限

平衡原理,在总结已有破坏面假定的基础上,考虑桩型和土性参数影响,提出了极限状态下螺

旋锚单锚竖向抗拔复合破坏面,根据最大最小值原理确定破坏面函数中的未知参数及其函数

表达式;建立螺旋锚抗拔极限承载力理论计算公式;通过与已有模型试验和现场试验的对比

分析,验证所建立理论模型的准确性和可靠性。然后分析锚盘直径、首层叶片埋深等因素对

螺旋锚抗拔极限承载力的影响规律。研究结果表明所建立的理论计算方法可以较为有效地

计算螺旋锚极限抗拔承载力。
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1　前言

近年来,在电力和通信线塔基础、输送管道基础以

及建筑物基础中,螺旋锚有着越来越广泛的运用。螺

旋锚承载性能优越,尤其是承受竖向上拔荷载作用有

着十分卓著的表现。针对螺旋锚竖向抗拔承载特性问

题,相关研究人员开展了系列研究,并取得了一些成

果:Mors通过模型试验得出了螺旋锚上拔破坏面理

论,螺旋锚单锚在上拔过程中桩周土体的破坏面为斜

面,总体类似一个倒置的圆台,且破坏面与竖向的夹角

为φ/2(φ 为内摩擦角),抗拔承载力为倒圆台内部土

体的重量;DownsandChieurzzi指出破坏面为倒置圆

台,并假定破坏面与竖向夹角为30°;Ilamparuthi等在

不同密实度砂土中开展了螺旋锚上拔试验,确定单锚

抗拔承载力的主要影响因素包括锚盘直径、深埋率和

砂土密实程度等。密实砂土中,浅埋单锚的破坏面为

沿着锚片边缘弯曲延伸至地表的破坏面,破坏面与竖

向的夹角约为φ/2;深埋锚的破坏面呈气球状,破坏面

与竖向的夹角约为0.8φ,破坏面不会延伸至地表;

Balla开展不同直径的半圆形单锚上拔试验,提出了曲

面破坏理论,认为曲面与地面夹角为45°-φ/2,并认

为单锚抗拔承载力为滑裂面上的土体抗剪强度和滑裂

面内土体重量之和;Macdonald通过分析浅埋和深埋

工况,认为浅埋条件下单锚上拔破坏面为斜面,且破坏

面与竖向的夹角为φ/2,但在深埋条件下其破坏形式

假定为直径1.75D(D 为锚盘直径)的圆柱形破坏面;

ClemenceandVeeaert分析了浅埋和深埋下的上拔破

坏面形式,并考虑了剪切面的剪切强度,认为破坏面为

斜面,且斜面与竖向夹角为φ,浅埋时该斜面一直延伸

到地面,而深埋时该斜面只会延伸到锚片以上2D~
3D 的范围;ChattopadhyayandPise假定破坏面与锚

片边缘相切且呈对数螺旋线形式,破坏面一直延伸至

地表,与地面夹角45°-φ/2;Saeedy认为破坏面为对

数螺旋线,在浅埋条件下,破坏面从锚片边缘直接延伸

至地表,而在深埋条件下,破坏面则会根据土体的密实

程度不同向锚片以上延伸一定的高度;陈万鹏基于

Pasternak地基模型与p-y 曲线法,研究了复杂荷载

作用下基桩受力与变形特性,同时也根据多层地基中

桩身荷载传递机理和基本假定,研究了轴向荷载作用

下单桩的非线性沉降性能。
综上可知,尽管针对竖向上拔荷载作用下螺旋锚

的承载力理论计算方法方面的研究已有不少;但是,在
螺旋锚抗拔达到极限状态时的破坏面假定上存在一定

的分歧。因此,该文拟在总结已有破坏面假定的基础

上,建立螺旋锚单锚竖向抗拔达到极限状态时考虑桩

型和土体性质的含未知参数的复合破坏面,并根据最

大最小值原理确定破坏面函数中的未知参数及破坏面
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的函数表达式;基于此推导螺旋锚抗拔极限承载力理

论计算公式;通过与模型试验和现场试验结果的对比

分析,验证该文所建立理论模型的准确性和可靠性。
然后分析锚盘直径、首层叶片埋深等因素对螺旋锚抗

拔承载特性的影响规律。

2　理论模型的建立

2.1　基本假定

工程实践表明:竖向上拔达到极限状态时,螺旋锚

锚片上部钢管周边以及锚片之间一般会有土体带出破

坏,土体破坏形式为剪切破坏。因此,假设在极限状态

下,螺旋锚锚片上部破坏面为对数螺旋线,破坏面从锚

片边缘一直延伸至地表,螺旋线形式含待定参数 N。
该部分破坏面与地表夹角为30°-φ/2,与钢管夹角为

90°。锚片下部钢管部分由于较短,故假设为桩-土接

触面剪切破坏,具体螺旋锚单锚破坏面形式示意图如

图1所示。
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图1　单锚盘螺旋锚破坏面形式

2.2　控制方程和公式推导

如图1所示,以高度为z处,厚度ΔZ 的单元作为

受力微元,对各个单元的受力状态进行分析,继而沿着

深度方向对各个单元进行积分并加上锚盘下部土体对

钢管的剪应力便可求得螺旋锚的极限承载力。螺旋锚

极限抗拔承载力:

Pu=T1+T2+G (1)
式中:T1 为对数螺旋线破坏面上的切应力竖向分力之

和;T2 为锚片下部土体对钢管的剪应力之和;G 为对

数螺旋线破坏面内土体自重。
当0<z<H2 时,

dz/dx=tan(30°-φ/2)(H2/z)N (2)
对上式进行积分可得:

x=
D
2-

z(z/H2)N

(N+1)tan(φ/2-30°) (3)

坐标轴z高度处与水平向夹角为α的应力面切应

力为:

τ=
σp-σz

2 sin(2α) (4)

其中:

σz=(H2-z)γ (5)

σp=K0σz (6)
式中:γ 为土体重度;K0 为静止侧压力系数,它是土体

在无侧向变形条件下侧向有效应力和自重应力之比,

K0 一般由试验确定,此处K0=1-sinφ。
已知:

tanα=tan(30°-φ/2)(H2/z)N (7)
可求得:

sinα=
(H2/z)Ntan(30°-φ/2)

(H2/z)2Ntan2(φ/2-30°)+1
(8)

sin(2α)= - sin{2arctan[tan(φ/2 -30°)
·(H2/z)N ]} (9)

故深度z处某一单元破坏面切应力竖向分力为:

τy=
(H2/z)Ntan(30°-φ/2)

(H2/z)2Ntan2(φ/2-30°)+1
·σp-σz

2
·

{-sin{2arctan[tan(φ/2-30°)·(H2/z)N )]}} (10)
积分得破坏面内土体重量以及破坏面上切应力

之和:

T1+G=∫
H2

0
(τy·2πx+γπx2)dz (11)

锚片下部土体对钢管的切应力为:

T2=∫
0

-H1

(1-sinφ)γtanφ(H2-z)dz (12)

式中:φ 为土体内摩擦角。
综上可得,对于单锚片螺旋锚,其极限抗拉承

载力:

Pu =∫
H2

0
(τy ·2πx +γπx2)dz +∫

0

-H1

(1 -

sinφ)γtanφ(H2-z)dz (13)
式中:τy 的计算参照式(10);x 的计算参照式(3);其
余参数根据实际工程状况确定。

上述公式仅适用于锚片数量为1的情况。当锚片

数≥2时,需考虑锚片之间土体的破坏形式。此处,假
定锚片之间土体破坏面为圆柱形剪切面,圆柱底面直

径为D(锚片直径),如图2所示。该假定确定的公式

仅适用于锚片间距≤3D 的状况。
圆柱形剪切面切应力采用β 法计算,即切应力

之和:

T3=∫
0

-H3
πDK0σztanφdz (14)
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图2　多锚盘螺旋锚破坏面形式

σz=γ(H2-z) (15)
锚片下部土体对钢管的切应力为:

T2=-∫
-H3

-H1-H3
γtanφ(H3+z)dz (16)

而破坏面内部土体重量以及破坏面切应力之和不

变,故此时螺旋锚极限抗拔承载力为:

Pu=T1+T2+T3+G (17)
即:

Pu =∫
H2

0
(τy·2πx+γπx2)dz+

∫
0

-H3
πDK0σztanφdz-∫

-H3

-H1-H3
γtanφ(H3+z)dz

(18)
实际工程应用过程中所使用的螺旋锚,不论锚盘

数量多少,其最底层锚盘距离端部都极近,即 H2 近似

为零,故一般不考虑 T2。

2.3　计算步骤与过程

根据上述公式求解,在螺旋锚形状尺寸以及土层

性质已知的情况下,螺旋锚极限承载力还与参数N 有

关。基于最大最小值原理,总存在一个N 使得求出的

极限承载力最小,即最危险的破坏滑动面。故可以通

过编程求得极值状况下的未知数 N,从而求解极限抗

拉承载力。
理论上来说上述算法是能够求解的,但是其求解

过程相当复杂。因此,该文中对上述计算方法进行简

化,即取N=1~10(N 取整数),分别计算不同的 N
对应的极限抗拔承载力。将所得结果中的最小值作为

最终计算结果。

3　理论模型的验证与分析

为了对比验证该文所建立的理论计算模型的准确

性和可靠性;针对已有文献现场实测与模型试验资料,
开展算例分析与验证。

3.1　TsuhaCHC模型试验

TsuhaCHC等在1000mm×500mm×1200
mm 模型槽中开展了圆盘锚上拔模型试验研究 。试

验用土为的帕拉尔河砂,土体比重Gs=2.64,中值粒

径d50=0.3mm,不均匀系数Cu=1.88,曲率系数Cc

=0.96,ρdmax=1.70g/cm3,ρdmin=1.44g/cm3,砂土

内摩擦角41°。所用圆盘锚锚盘数均为1,锚杆直径均

为22.5mm。由于圆盘锚和螺旋桩在受力性能上十分

接近,故可用于该文计算公式的验证。
该节选取5根圆盘锚进行验证,圆盘锚尺寸和极

限承载力实测值如表1所示。

表1　圆盘锚尺寸及抗拔承载力

编号
叶片直径/

mm

叶片埋深/

mm

极限抗拔

承载力/kN

1 100 191 0.181

2 125 284 0.520

3 150 296 0.674

4 200 405 1.800

5 400 554 5.980

3.2　郝冬雪模型试验

郝冬雪等开展了砂土中螺旋锚上拔承载特性模型

试验研究,该文引用其数据对理论计算公式进行验证。
试验所用砂土为超细石英砂,砂土物理特性指标:

比重Gs=2.65,中值粒径d50=0.17mm,不均匀系数

Cu=1.63,曲率系数Cc=0.97,ρdmax=1.774g/cm3,

ρdmin=1.461g/cm3,砂土内摩擦角32°。模型槽为38
mm 厚不锈钢板制作,内部长×宽×高为650mm ×
390mm ×325mm。螺旋锚采用预埋的方式,底片锚

板距槽底20mm。为避免撒砂过程中锚片对下面土

样产生影响,多锚片螺旋锚采用预埋再连接的方式。
锚盘直径D=20mm,锚杆直径d=4.7mm。锚杆光

滑,忽略锚杆与土体间的摩擦力。
选取两根螺旋锚进行验证,螺旋锚尺寸及对应极

限承载力实测值如表2所示。

表2　螺旋锚尺寸及抗拔承载力

编号
叶片个

数/个

叶片间

距/mm

首叶埋

深/mm

极限抗拔

承载力/N

1 2 30 120 21

2 2 60 240 35

3.3　算例验证

将7根锚的参数代入该文计算公式中进行验证,所
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得计算结果和实测值的对比如表3所示。由表3可知:
理论计算值和测量值相近,表明该文提出的理论计算方

法适用于砂土中螺旋锚单锚的上拔极限承载力计算。

表3　极限承载力计算与实测结果对比

模型试验 编号
极限承载力/kN

计算值 实测值
误差/%

TsuhaCHC
模型试验

1 0.198 0.181 +9.3

2 0.600 0.520 +15.4

3 0.738 0.674 +9.5

4 1.870 1.800 +3.9

5 6.300 6.000 +5.0

郝冬雪

模型试验

1 0.018 0.021 -14.0

2 0.040 0.035 +14.3

4　影响因素分析

4.1　首层叶片埋深的影响分析

为了探讨竖向上拔荷载作用下首层叶片埋深对螺

旋锚极限承载力的影响,取锚杆直径0.2m,锚盘直径

0.4m,螺旋锚总长4m,土体重度16kN/m3,内摩擦

角2°,锚盘数为2,首层叶片埋深取2~3m 按间隔0.1
m 选取。通过上文所述公式对螺旋锚抗拔极限承载

力进行计算并绘制抗拔极限承载力和首层叶片埋深之

间的关系曲线如图3所示。
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图3　首层叶片埋深对抗拔极限承载力的影响规律

由图3可知:在其他条件相同的情况下,随着首层

叶片埋深的增大,螺旋锚抗拔极限承载力呈上升趋势。

4.2　锚盘直径的影响分析

为了探讨竖向上拔荷载作用下锚盘直径对螺旋锚

极限承载力的影响,取锚杆直径0.2m,螺旋锚总长4
m,土体重度16kN/m3,内摩擦角2°,锚盘数为2,首
层叶片埋深取2 m,锚盘直径 0.3~0.6 m 按间隔

0.05m 选取。通过上文所述公式对螺旋锚抗拔极限

承载力进行计算并绘制抗拔极限承载力和锚盘直径之

间的关系曲线如图4所示。
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图4　锚盘直径对抗拔极限承载力的影响规律

由图4可知:在其他条件相同且锚盘直径不过大

的情况下,随着锚盘直径的增大,螺旋锚抗拔极限承载

力呈上升趋势,且近似呈线性增长。

5　结论

基于极限平衡原理,建立了竖向上拔荷载作用下

螺旋锚的极限承载力理论计算方法,并分析了首层叶

片埋深和锚盘直径对螺旋锚抗拔承载特性的影响规

律,得到如下结论:
(1)尽管该文理论模型建立时的基本假定有一定

的局限性,但是,该文所建立的理论模型与实际破坏情

况较为符合,所推导的理论计算公式可用于工程实际

对螺旋锚单锚抗拔极限承载力的估算。
(2)在破坏面形式不变的情况下,螺旋锚抗拔极

限承载力随首层叶片埋深的增大而增大,随锚盘直径

的增大而增大,且变化基本呈线性。
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基于导管注浆的现役高速公路不均匀

沉降处治技术研究
祝争艳1,袁青泉2

(1.江苏高速公路工程养护技术有限公司,江苏 南京　211106;2.江苏京沪高速公路有限公司)

摘要:在役高速公路路面不均匀沉降直接影响路面的力学响应,并决定了路面的长期使

用性能和路面寿命,通过数值模拟和工程实践相结合的方法,研究了导管注浆在现役高速公

路不均匀沉降处治问题上的应用。结果表明:相比于原不均匀沉降路段,经过直径6cm,长

3.5、4.0、5.0m3种导管长度注浆后,路面结构内部沉降量逐渐减小,但随着导管长度的增

加,路面结构内部沉降量减小的幅度有限,因此导管不宜过长。工程实践表明:导管长度大于

4.5m 时,即可以在黏土层内注浆时,均可以有效减小路面结构内部沉降,提高路基整体强

度。相比未处治段落,经导管注浆处治后,路面沉降得到了有效控制。

关键词:沥青路面;不均匀沉降;导管注浆;数值模拟

　　目前,对于在役高速公路软基路段不均匀沉降,虽
然采用过多种处治方法进行养护,但处治方法缺乏针

对性,在运营一段时间后仍出现平整度不足、线形较差

的问题。结合收集的沿海高速公路历年不均匀沉降处

治资料,路面不均匀沉降目前通常采用的加铺罩面处

治方案,只能在短期内起到恢复路面线形的作用,且成

本高、有效期短,因此需研究经济性好、长效的路面不

均匀沉降养护技术。针对该问题,该文提出采用导管

注浆方法对高速公路不均匀沉降进行处治,结合有限

元模拟对其技术理念、作用机理及关键影响因素进行

深入分析,并进行试验段试验和效果分析,提高软基路

段沥青路面处治技术水平、改善高速公路沥青路面不

均匀沉降。

1　计算模型及参数

模型选取一长l=20m 的路段进行有限元分析,
其横断面如图1所示。其中,路面厚76cm(沥青面层

18cm,水稳基层38cm,底基层20cm),路床80cm,
路堤约为120cm。采用 Ansys建立该路面的三维有

限元实体模型,各层路面的材料属性如表1所示。路

面沉降主要是由于淤泥层的含水率不一致所导致,因
此有限元模型可简化模拟为弹性模量沿路面断面纵向

逐渐变化,采用随机函数自动生成弹性模量,其变化范

围为0.5~2.5MPa。导管是内径为60mm 的钢管,
从底基层向下延伸,导管的弹性模量取为1.95GPa,
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