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摘  要：中国西部地区的能源开发项目，需要在稳定性较差的弱胶结砾石层中建设大量竖井。锚杆支护是控制围岩变形的重

要手段。然而，目前的锚杆加固理论大都忽略了锚杆的滞后支护。为此，基于工作面的空间约束效应、弹塑性理论和锚杆应

力均布法，提出了考虑锚杆滞后支护的竖井锚杆围岩变形和应力半解析计算方法，而后通过有限单元法验证了其正确性。基

于所提出的半解析解，进一步探讨了锚杆参数的影响性。研究结果表明：锚杆滞后距离越大，围岩变形越大，锚杆等支护结

构所承受的围岩压力越小，当锚杆滞后支护距离xgs＜1.5rA（rA为竖井开挖半径）时，围岩变形ur（r=rA，r为围岩中任何一点

的半径）及安全系数s变化较大，当锚杆滞后支护距离xgs＞3.0rA时，围岩变形ur(r=rA)及安全系数s基本不变；增大锚杆直径可

提高抗剪强度但影响逐渐减小；当锚杆长度L＜1.0rA时，围岩变形ur(r=rA)及安全系数s变化较大，当锚杆长度L＞1.0rA时，则

变化缓慢，因此不建议过度使用长锚杆。研究指出，在选择支护参数时，需考虑支护滞后距离以确保围岩稳定。本研究将该

理论成功应用于压力管道竖井工程中，研究成果为竖井围岩的锚杆支护设计提供了坚实的理论依据。 
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Abstract: The energy development projects in western China require the construction of a large number of vertical shafts in weakly 
cemented gravel layers with poor stability. Anchor rod support is an important means of controlling the deformation of surrounding 
rock. However, most of the current theories on anchor reinforcement have overlooked the lagging support of anchor rods. Therefore, 
based on the spatial constraint effect of the working face, elastic-plastic theory, and the anchor rod stress uniform distribution method, 
this study proposes a semi-analytical calculation method for the deformation and stress of the surrounding rock of vertical shaft 
anchor bolts considering the lag support of anchor bolts. The correctness of this method was verified by finite element method. Based 
on the proposed semi analytical solution, the influence of anchor parameters was further explored. The research results show that the 
larger the lag distance of the anchor rod, the greater the deformation of the surrounding rock, and the smaller the surrounding rock 
pressure borne by the anchor rod and other supporting structures. When the lag distance xgs of the anchor rod is less than 1.5rA (rA 
represents the excavation radius of the vertical shaft), the deformation ur(r=rA) and safety factor s of the surrounding rock change 
greatly. When the lag distance xgs of the anchor rod is greater than 3.0rA, the deformation ur(r=rA) and safety factor s of the 



  3396                                      岩    土    力    学                                   2025 年 

 

surrounding rock remain basically unchanged. Increasing the diameter of the anchor rod improves the shear strength, but the impact 
gradually decreases. When the length of the anchor rod L is less than 1.0rA, the deformation of the surrounding rock ur(r=rA) and the 
safety factor s change greatly. When the length of the anchor rod L is greater than 1.0rA, the change is slow, so it is not recommended 
to excessively use long anchor rods. Research suggests that when selecting support parameters, consideration should be given to the 
support lag distance to ensure the stability of the surrounding rock. This study successfully applied this theory to the vertical shaft 
engineering of pressure pipelines, and the research results provide a solid theoretical basis for the design of anchor rod support for the 
surrounding rock of the vertical shaft. 
Keywords: vertical shaft support; anchor rod lag support; lag support distance; stress distribution method 
 

1  引  言 
近年来，我国在新疆、西藏等西部地区的能源

开发中，常常面临弱胶结砾石层的挑战[1]。砾石层

作为特殊地质体，具有独特工程地质和力学特性，

导致地下工程围岩易损，竖井建设困难[2-4]。而锚杆

支护可起到稳定围岩的作用，防止围岩发生大变形

和塌方，确保竖井建设的安全与稳定[5]。 
锚杆在岩土工程中的应用可以追溯到 19 世纪

末 20 世纪初。Bobet等[6]将锚杆加固的解析分析方

法分为两类：等效材料法（ equivalent material 
method）和应力均布法（smeared method）。等效

材料法[7]通过将锚杆与围岩视为一个整体进行力学

性能分析；应力均布法[8]则认为锚杆在围岩变形的

带动下产生了对围岩的约束作用，更符合全长黏结

锚杆在实际工程中的力学行为。等效材料法获得锚

杆应力分布与位移场时，未能关注锚杆在围岩中的

真实力学行为，而应力均布法则通过重建微分方程，

弥补了此不足[9]。 
基于应力均布法，众多研究者对锚杆加固状态

下围岩的应力场、位移场进行了研究。Bobet[10]分析

了深部围岩开挖损伤区和岩锚支护的弹性解，为围

岩应力和位移分布的解析研究奠定了理论基础。王

华宁[11]、Zhang[12]等引入围岩流变模型，分析了衬

砌支护时机对围岩应力场和位移场的影响，进一步

验证并扩展了该方法的应用。Zou等[13]依照此种方

法，研究了锚杆支护影响下的围岩应力应变行为，

提出了不同失效准则下围岩应力和位移分布的计算

方法。Meng[14]、Wang[15]等基于均匀化理论提出了

锚杆加固围岩的解析解，系统研究了岩体和锚杆的

力学行为，揭示了锚杆对围岩塑性区尺寸和位移的

重要影响。Fahimifar等[16]基于此方法，结合数值方

法，确定了围岩开挖面边界处的径向位移和锚杆轴

向力。Zeng利用解析方法研究了水压作用下锚杆对

围岩应力场和位移场的影响，得出了不同因素对围

岩稳定性综合影响的分析结果[17]。Carranza-Torres[18]

基于应力均布法研究了围岩锚杆加固的力学问题，

通过分析和数值计算，得出了锚杆加固对应力和收

敛变形的影响。周晓敏等[19]研究了锚注复合围岩体

的微分方程，解析求解了位移场、有效应力场和锚

杆轴向应力场，揭示了锚注加固参数对围岩安全系

数的影响规律。Ma等[20]基于非线性渗流条件，提出

了锚注加固围岩的弹脆塑性半解析解，得出注浆厚

度和锚杆长度对围岩变形的影响。 
综上所述，尽管在锚杆力学特性和锚杆与围岩

相互作用机制方面已取得大量成果，但由于力学模

型和应用条件的复杂性，仍存在两点不足：①现有

研究大多未涉及围岩预变形问题。据统计，开挖后

工作面位置围岩已发生的变形约占总变形的 20%～

50%，而现有解析研究鲜有这一变形，即忽略了锚

杆滞后支护的影响，使得计算结果缺乏工程科学性；

②对围岩-锚杆相互作用影响因素的讨论不够全面，

缺少具体的定量分析。 
鉴于此，本研究在周晓敏[19]和Ma[9, 20]等研究成

果的基础上，构建了一种基于应力均布法和收敛约

束法、可以考虑锚杆滞后支护的围岩半解析解，并

通过有限元模拟对比，揭示了锚杆加固参数对围岩

安全系数和围岩变形影响规律。基于开挖面的三维空

间效应研究了锚杆支护前的围岩预变形，研究成果

对竖井围岩锚杆支护设计计算具有一定理论意义。 

2  基于开挖面空间效应的锚杆滞后支
护原理 
工作面附近的未开挖岩体会对已开挖的围岩产

生空间约束效应[21-22]。这种空间约束效应，可通过

围岩特征曲线和围岩纵向变形曲线来量化。围岩特

征曲线基于平面应变轴对称厚壁圆筒的弹塑性解，

揭示了围岩内缘支撑应力与径向位移的关系。围岩

纵剖面曲线则展示了工作面距离与围岩内缘径向位

移之间的关系。 
如图 1 所示，根据围岩纵剖面曲线（longitudinal 

displacement profile，简称 LDP）和围岩特征曲线

（geological rock characteristic curve，简称 GRC），

工作面的空间约束效应可以等效为虚拟支护力 virP 。

例如，随着竖井开挖的推进（位置 1 到位置 3），如

果未进行支护，虚拟支护力 virP 将逐渐减小，围岩内
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缘的径向位移会增加，此时位置 3的位移增加至 3
ru 。

如果围岩发生垮塌或失稳，径向位移会急剧增大。

为了防止垮塌，假设在位置 2 进行支护结构的施作，

这种情况下， virP 与支护结构共同作用。综上所述，

确定安全的支护施作截面所对应的虚拟支护力 virP
是十分关键的。图中， M

ru 为围岩最大径向位移。 

 

 

图 1  收敛约束法 
Fig.1  Convergence constraint method 

 

virP 的确定过程如图 2 所示：先借助LDP和
GRC，根据GRC中的围岩弹塑性分界点，确定无锚

固段极限距离 gx 。在明确了无锚固段的临界长度之

后，通过将其除以大于 1.0 的安全系数 0s ，便可以

得到计入安全余量的锚杆滞后支护间距 gsx ： 

gs g 0/x x s=              （1） 

式中： gsx 为锚杆滞后支护距离； gx 为无锚固段极

限距离（围岩刚发生塑性变形时所对应的竖井断面

到工作面的纵向距离）； 0s 为支护后围岩的安全系

数，取值应大于 1.0。 

 

 

图 2  GRC与LDP的耦合示意图 
Fig.2  Schematic diagram of coupling between GRC  

and LDP 

目前锚杆理论主要包括悬吊理论和连续变形理

论。悬吊理论认为，开挖后围岩会形成塌落拱，锚

杆的主要作用是抵抗塌落岩块的自重，对围岩变形

的抵抗能力较弱。基于此，锚杆的支护力可通过将

其最大拉拔力除以影响面积计算[23]，如下式所示。

从锚杆受力的角度来看，这种方法适用于端锚锚杆，

并且计算出的支护力较小。 
max

bolt
L T

TP
S S

=               （2） 

式中： boltP 为将锚杆视为围岩外部结构时，换算得

来的支护力； maxT 为锚杆最大拉拔力； LS 和 TS 为

锚杆的排距和间距。 
目前竖井工程多采用全长黏结锚杆，该锚杆沿

全长为围岩提供支护作用（见图 3），相对于端锚

锚杆而言，支护作用更大。试验和研究显示，即使

在无黏结的卵石条件下，全长黏结锚杆仍能有效维

持围岩自承能力和稳定性，并在 1.3 MPa压力下保

持稳定[24]。在这种情况下，锚杆并未锚固于所谓的

“稳定围岩”中，却产生了显著的支护力，这与基

于式（2）得出的结论有所不同。 

 
简化为围岩外部支护力     围岩变形带动下提供整体支护 

   
(a) 端锚锚固               (b) 全长黏结锚固 

图 3  两种锚杆提供支护力形式 
Fig.3  Two forms of anchor rods providing support force 

 

图 2 中LDP曲线可采用Hoek给出的拟合方程来

计算[25]： 

( )

*
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    （3） 

式中： Bx 为距工作面距离； Ar 为竖井荒半径；

( )
0Ru ∞ 为只有原岩应力 Mσ 作用，周边无任何其他

力作用下的径向位移；
*
2

0

p
Ru 为围岩内缘的径向位移。 

图 2 中GRC曲线采用卡斯特纳解进行表示[26]： 
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式中：
0

e
Ru 为围岩弹性区位移；

0

p
Ru 为围岩塑性区位

移； 0R 为塑性区半径； 1μ 为围岩泊松比；E 为围岩

弹性模量；
0Rσ 为弹塑性交界面应力；r 为围岩中任

何一点的半径；c 为围岩黏聚力；ϕ 为围岩内摩擦

角； 0p 为围岩内缘应力。 
当确定了锚杆滞后支护距离 gsx 后，可再次借助

LDP 和 GRC 得到锚杆支护时的虚拟支护力 virP （如  
图 2 所示）。 

virP 确定以后就可以得到弹性条件下锚杆支护

时围岩已经发生应变 rini ( )rε ， rini ( )rε 的具体求解过

程由附录A中式（A1）～（A3）得出： 
1ini

rini 2ini2( ) Cr C
r

ε = − +           （5） 

式中： 1iniC 与 2iniC 为积分常数，见附录B。 
通过将 rini ( )rε 考虑进锚杆方程中来考虑锚杆的

滞后支护。 
围岩内缘最大剪切应力表示为 

1 A A

A

3
x

r A

ma A
( ) ( )( )

2
( ) ( )  

2

r r r r

r r

r

r

r

rθ

σ στ

σ σ

=
= =

− =

−

=

=
=

   （6） 

式中： maxτ 为最大剪切应力； 1σ 为第一主应力； 3σ
为第三主应力； θσ 为环向应力； rσ 为径向应力。 

3  竖井锚杆支护围岩力学模型的求解
与验证 

3.1  模型原理 
模型通过GRC和LDP计算得出锚杆支护前围岩

的径向应变方程。基于这一应变和弹塑性理论，提

出了一种考虑锚杆滞后支护的竖井锚杆围岩变形和

应力的半解析计算模型（详见附录A、B）。锚杆滞

后支护力学模型的基本假设如下： 
（1）假设围岩、锚杆为均质材料，其力学性质

在整个空间内均匀分布，锚杆支护段围岩沿竖井横

向的长度足够，所以本文采用平面应变模型； 
（2）竖井工作面具有三维空间约束效应，这一

约束作用可通过虚拟支护力进行量化； 
（3）锚杆为全长黏结锚杆，暂不考虑钢制锚杆

的塑性变形部分，更适用于使用塑性不明显的材料，

如玄武岩纤维增强复合材料（basic fiber reinforced 
polymer，简称 BFRP）制作的锚杆[27]； 

（4）暂不考虑渗流问题和温度变化对施工过程

的影响。 
3.2  模型说明 
3.2.1 模型的区域划分与受力 

如图 4 所示，以压力管道竖井中心为坐标原点

建立坐标系，并满足以下约定： 
锚杆外端的半径为 B Ar r L= + 。其中，L 为锚杆

的长度。该模型分为两个区域。 
锚杆加固区：锚杆加固后的原岩区域（ Ar r≤ ≤  

Br ）； 
围岩区：半无限大的原岩区（ Br r≥ ）。 
其中，围岩内缘受到总支撑力 0P 的作用，支撑

结构施工后还应考虑围岩内缘的支撑力 2P ；其总支

撑力 0P 由 virP 与 2P 构成， 0 vir 2P P P= + 。 

 

 

图 4  模型说明 
Fig.4  Illustration of the model 

 

3.2.2 锚杆支护力学模型 
在竖井锚固体中，普遍采用全长黏结锚杆。全

长黏结锚杆支护后，由于围岩的变形，将与围岩共

同作用于全锚固区域，对全长度范围内的围岩起到

约束作用。 
Smeared方法，即假定同一锚固部位的锚固件与

周围环境的应力等效，锚杆的弹性模量为 bE ，适合

于全长锚固[6]。锚杆因其远大于围岩的弹性模量，

受围岩变形影响，围岩与锚杆间的应变协同，导致

锚杆对围岩产生约束力，从而对围岩起到一定的约

束作用（见图 5）。图中 rε 为径向应变， θε 为环向

应变。 

 

 

(a) 剖面图                 (b) 主视图 

图 5  锚杆与围岩相互作用 
Fig.5  Interaction between anchor rod  

and surrounding rock 
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假设在 Ar r= 处的围岩发生径向应变 r (rε =  

A )r ，则此处锚杆轴向应力则为 b r A( )E r rε× = ，则

锚杆此时的轴力根据下式求得： 

( ) ( ) ( ) ( )b b b rb b r riniT E r Y E r Y E r r Yε ε ε ε= = = −    
（7） 

式中：T 为锚杆轴力； bE 为锚杆的弹性模量； bε 为

锚杆的径向应变； rbε 为锚杆施加后围岩发生的应

变， rb r rini( ) ( ) ( )r r rε ε ε= − ；Y 为锚杆的截面积，Y =  
2

b( / 2)dπ ， bd 为锚杆的直径；然后，将此力 (T r =  

A )r 均布到每根锚杆所影响的区域（见图 6）则可得

到此位置对围岩具有约束作用的径向应力

b _ avgσ A( )r r= 。最后，再将此力代入到围岩的平衡

方程中，则可得到锚杆作用下的围岩应力。图 6 中，

BS 为均匀化区域外侧锚杆均布面积， AS 为均匀化

区域外侧锚杆均布面积， bn 为锚杆数量。 

 

 

图 6  锚杆分布 
Fig.6  Distribution of anchor rods 

 

应力均布法下锚杆对围岩起到约束作用的附加

径向应力 b _ avgσ 如下式所示： 

( ) ( ) ( ) ( )b r rini
b _ avg

S S

E Y r rT r
r

SD SD
ε ε

σ
−  = =   （8） 

式中：S 为竖井轴线上锚杆的间距，S = b A(2 / )n rπ ；

SD 为竖向锚杆排距。 
锚杆参数的设计在围岩支护设计中占据重要地

位，其中锚杆直径、锚杆间距、锚杆排距及锚杆长

度均为锚杆设计中的重要因素。为了使研究结果更

具普适性，这里参考 Carranza 的方法，将锚杆直径、

锚杆间距、锚杆排距通过锚杆密度因子α 间接描

述，并定义围岩刚度增强系数 β 进一步量化锚杆的

加固效果[17]。其中，锚杆密度因子α 与锚杆的排间

距及直径紧密相关。 
b

A S2
n Y
r D

α =
π

             （9） 

b

2
E
G

αβ =               （10） 

图 7 是锚杆数量（间距）和直径对锚杆加固密

度因子的影响曲线。可见，随着锚杆间距的减小和

锚杆数量的增加，锚杆密度因子α 逐渐线性增大。

另一方面，增大锚杆直径也会导致α 逐渐增大，但

增大速度先慢后快。 
 

 

    (a) 锚杆数量对锚杆密度因子的影响 
 

 

    (b) 锚杆直径对锚杆密度因子的影响 

图 7  锚杆数量(间距)和直径对锚杆加固密度因子的影响 
Fig.7  Influence of the number (spacing) and diameter of 
anchor rods on the density factor of anchor rod reinforcement 

 

图 8 是不同α 条件下被支护围岩的剪切模量与

围岩刚度增强系数 β 的关系曲线。β 越大代表锚杆

的支护效果越好，可见锚杆对软岩的支护效果较明

显，而对硬岩的支护效果相对不明显。但这并不意

味着对软岩进行支护时应“强支硬顶”，因为软岩

变形较大，若“强支硬顶”容易造成锚杆被拉断。 
 

 

图 8  围岩剪切模量对围岩刚度增强系数的影响 
Fig.8  Influence of shear modulus of surrounding rock on 
the stiffness enhancement coefficient of surrounding rock 
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3.3  解析结果有限元验证与分析 
通过 ABAQUS 软件建立与理论模型等效的有

限元模型，并进行对比验证（如图 9 所示）。竖井

开挖半径为 3.2 m，原岩弹性模量依据室内试验结

果确定为 600 MPa。模型的上边界埋深为 192 m，

对应的上表面压力为 4.38 MPa，地应力考虑围岩自

重和侧压力系数为 0.7 的水平应力，采用地应力平

衡法施加。为突出锚杆的支护作用，设定竖井内缘

支护力 0P = 0 MPa，即模拟无外部围岩支护结构的

工况。 

 

 

图 9  锚注支护有限元模型示意图 
Fig.9  Finite element model for bolt-grouting 

 

为使有限元模型与半解析模型在力学过程上一 

 

致等效，根据轴对称原理建立厚度为 1.0 m的楔形平

面应变有限元模型。由于理论模型中设置的锚杆影

响范围是 0.5 m，所以应该根据锚杆影响范围的比例

规则[9, 18]，楔形模型夹角设为 72°/2 = 36°。围岩采

用CPE4P单元，锚杆采用T2D2 单元。 
为模拟锚杆延后支护，在软件中设置两个分析

步，第 1 个分析步中，通过“生死单元”操作将锚

杆单元“杀死”并通过赋值函数令支护力减小至目

标值，然后在第 2 个分析步中“激活”。为使所用

的锚杆解析方法在约束关系上保持一致相似，本研

究通过多点约束（multi-point constraints，简称MPC），
确保围岩与锚杆的位移协调。 

本文规定了围岩极限剪切强度 max[ ]τ = 2.4 MPa，
在图 2 的基础上得出无锚固段极限距离 gx ，并根据

式（1）除以一个大于 1 的安全系数。最终，确定锚

杆支护滞后工作面的距离 gsx = 2.0 m。 
基于表 1 的计算参数，得出锚杆滞后支护的解。

为比较考虑滞后支护、未考虑滞后支护及“预支

护”结果的差异，假设锚杆加固前围岩初始应变

rini ( )rε = 0，则可将滞后支护解退化为预支护解（同

文献[9]的无渗流解）。为研究锚杆力学作用机制，

采用数值模拟方法生成了考虑锚杆滞后支护条件下

的位移及应力云图，如图 10 所示。将解析结与相应

的有限元分析结果一同绘制于图 11 中进行对比分析。 

表 1  材料参数与边界条件 
Table 1  Material parameters and boundary conditions 

  围岩参数     锚杆参数     边界条件   
E/ MPa μ1 c/ MPa ϕ / (°) xgs/ m Eb/ MPa μ2 L/ m db/ mm nb(S) / m DS/ m P0/ MPa rA/ m rB/ m rC/ m σM/ MPa

600 0.24 3.7 44 2.0 105 0.3 4 25 10(2.0) 2.0 0 3.2 7.2 50 3.066

注：μ1、μ2 分别为围岩泊松比、锚杆泊松比；rC为模型外半径。 

 
 

        

(a) 考虑锚杆滞后支护位移场 

 

       

(b) 考虑锚杆滞后支护径向有效应力 
 

 

       

(c) 考虑锚杆滞后支护环向有效应力 

图 10  有限元云图 
Fig.10  Finite element cloud maps 

 

图 11 展示了考虑锚杆滞后支护、未考虑锚杆滞

后支护及预支护情况下位移和有效应力的解析解与

有限元结果。结果显示，两者在分布规律上一致，

相互验证了准确性，说明解析计算正确。 
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图 11(a)展示了径向位移对比曲线。在本文预支

护解中，径向位移在围岩内缘 r A( )u r r= 处达到最大

值为 13.57 mm，距竖井中线越远位移越小。本文滞

后支护解的规律与预支护一致，最大值为 15.06 mm，

较预支护结果略有增加。这是由于滞后支护时围岩

已发生较大变形，锚杆约束效果减弱。未考虑滞后

支护的解析解中，径向位移曲线呈现先快后慢的递

减趋势，最大值 r A( )u r r= 为 20.28 mm，明显大于

滞后支护结果。这是因为在滞后支护情况下，工作

面的空间效应对围岩变形产生了约束作用，进一步

限制了围岩的变形，从而导致位移较小。 

 

 

    (a) 位移场 
 

 

    (b) 径向有效应力场 
 

 

     (c) 环向有效应力场 

图 11  有限元解与本文解的对比 
Fig.11  Comparison between finite element solution  

and the present solution 

 

图 11(b)展示了径向有效应力的对比结果。本文

解析解的径向有效应力分布规律与文献[9]的结果

相似：径向有效应力最小值发生在 Ar r= 处，距竖

井中心越远，径向有效应力越大。在锚杆支护后，

围岩与围岩分界面（ Br r= ）处出现应力不连续现

象。具体表现为径向坐标从大到小的区域内，径向

有效应力呈现“抬升”的趋势，这是由于锚杆支护

的力学约束作用所导致的。不同之处在于，外部支

护结构主要改变内缘处（ Ar r= ）的径向应力，而

本文研究中的锚杆为全长黏结，其作用范围覆盖了

整个锚杆加固区域。通过对比预支护与滞后支护结

果发现，滞后支护时锚杆径向有效应力较小。原因

在于围岩变形带动锚杆变形进而受力，在滞后支护

时，锚杆所承受的变形已有一部分发生，致使锚杆

受力较小，因此锚杆提供的约束作用也较小。 
图 11(c)展示了环向有效应力的对比结果。环向

有效应力最大值出现在竖井内缘，距竖井中心越远，

环向有效应力越小。本文的环向有效应力变化趋势

与文献[9]的结果基本一致，由内向外，在 Br r= 处

出现了一个突增点，这是由锚杆支护引起，且径向

有效应力突增幅度大于环向有效应力。结合最大剪

切有效应力分析，锚杆支护显著改善了围岩应力状

态。 
针对图 11(b)和图 11(c)中未考虑锚杆滞后支护

的有效应力场，其应力分布未出现突增或突降点。

不考虑锚杆滞后支护时，锚杆通过全长黏结的方式

均匀加固围岩，使得应力分布较为连续。径向和环

向应力在围岩内部随着距离的增大或减小逐步变

化，没有明显的约束切换点。 

4  竖井锚杆-井壁加固参数对围岩变
形及安全性的的影响性分析 
如表 1 所示，以新疆奎屯河引水工程地质参数

为基本参数，基于提出的考虑锚杆滞后支护的竖井

锚杆围岩变形和应力模型半解析解，讨论不同锚杆

参数对围岩特征曲线的影响。 
根据第三强度理论定义竖井锚杆围岩体的安全

系数 max max[ ] /s τ τ= 。s将锚杆加固后围岩的稳定程

度定量化描述，s越大代表围岩的稳定性越强。本文

基于所得解析解讨论不同锚杆参数与安全系数s的
影响规律研究。 

明确锚杆支护参数对支护后围岩安全系数 s 和

变形 r A( )u r r= 的影响规律有利于支护参数设计。同

时，虚拟支护力 virP 也会对锚杆参数的选择产生影

响。这是因为 virP 与竖井掘进状态紧密相关。 
4.1  滞后支护距离对安全系数的影响 

在不同锚杆长度与竖井半径之比 A/L r 下，将滞
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后支护距离 gsx 由 0 逐步增加至 12 的过程中，支护

后围岩变形 r A( )u r r= 的变化曲线与滞后支护距离

对锚杆围岩复合体安全系数 s 的影响绘制于图 12。 
随着滞后支护距离 gsx 增加，围岩变形逐渐增

大。当 A/L r 分别为 0.50、0.75、1.00、1.25、1.50 m
时， gsx 从 0 增加到 12，围岩内缘变形 r A( )u r r= 分

别增加了 24.30%、31.76%、37.59%、42.30%和

46.21%。若滞后支护距离 gsx 为 0 m，随着 A/L r 从

0.50 m 增至 1.50 m 时，围岩内缘变形 r A( )u r r= 依

次减少了 6.35%、4.73%、3.69%和 2.97%。 
随着 gsx 增加，安全系数 s 逐渐下降。当 / AL r 分

别为 0.50、0.75、1.00、1.25、1.50 m 时， gsx 从 0
增至 12，安全系数 s 分别减少了 40.36%、42.81%、

44.53%、45.81%和 46.81%。若滞后支护距离 gsx 为

0 m 时，随着 A/L r 从 0.50 m 增至 1.50 m，安全系

数 s 依次提升了 4.68%、3.37%、2.57%和 2.03%。 
 

 
图 12  滞后支护距离xgs的影响 

Fig.12  Influence of lag support distance xgs 

 

当滞后支护距离 gs A1.5x r≤ 时，围岩变形

r A( )u r r= 及安全系数 s 变化较大；当滞后支护距离

A gs A1.5 3r x r< < 时，围岩变形 r A( )u r r= 及安全系数

s 变化变缓；当滞后支护距离 gs A3x r≥ 时，围岩变

形 r A( )u r r= 及安全系数 s 基本无变化。 
竖井锚杆滞后支护越远，围岩内缘变形越大，

是因为在支护未及时安装时，围岩会经历更大的变

形和应力重分布，导致更显著的位移。而相同滞后

支护距离下，锚杆越长，其支护范围和刚度越大，

能够更深入地锚固稳定岩层，分散应力并限制变形，

从而减小滞后支护对围岩内缘变形的影响。 
4.2  锚杆密度因子 

在不同虚拟支护力 virP 下，将锚杆密度因子α
由 1×10−5 逐步增加至 1×10−4 过程中，支护后围岩变

形 r A( )u r r= 的变化曲线与锚杆密度因子对锚杆围

岩复合体安全系数 s 的影响绘制于图 13。 
随着锚杆密度因子α 的增加， r A( )u r r= 逐渐降

低，安全系数逐渐增大。在虚拟支护力 virP = 0.5 MPa
的情况下， r A( )u r r= 从 19.24 mm 下降到 18.71 mm，

降低了 2.75%；安全系数从 0.871 上升到 0.908，提

高了4.24%。当虚拟支护力分别为1.0 MPa和1.5 MPa
时， r A( )u r r= 分别降低 5.81%、9.24%；安全系数

分别提高了 9.77%、17.25%。 
增大锚杆密度因子有利于对围岩变形的控制和

安全系数的提高。随着α 持续增大， r A( )u r r= 下降

速率变缓最后基本不变，安全系数上升速率变缓最

后基本不变。这说明，提高α 对控制围岩的变形与

稳定性提高有显著效果，其效果是持续且稳定的。

另一方面，虚拟支护力 virP 增大时， r A( )u r r= 整体

下降，s 整体上升。例如：当α = 1.0×10−5时， virP =  
0.5 MPa 增加至 1.0 MPa 和 1.5 MPa 时， r A( )u r r= 从

19.24 mm 降低至 18.21 mm 和 17.17 mm，降低了

5.35%和 5.71%，同时 s 从 0.871 提高至 0.952 和

1.049，提高了 9.30%和 10.19%。这表明，增大 virP 有

利于竖井稳定。 

 

 
图 13  锚杆密度因子α的影响 

Fig.13  Influence of anchor rod density factor α 

 

4.3  围岩刚度增强系数 
由于围岩中存在结构面及孔、裂隙，即使注浆

后这些结构因素依然对岩体的整体剪切模量产生重

要影响。因此，实际应用时应定义工程岩体剪切模

量G 与完整岩石弹性模量的关系[9, 28]： 

( )i
1 DIS / 20.02

1 exp 65 15DIS RMR /11
2+2

E

G
υ

 −+  + + −   =
 

（11） 
式中：RMR 为岩体地质力学分类指标值 [29]； iE 为

完整岩石的弹性模量； DIS 为围岩开挖扰动因子

（disturbance index for surrounding rock），对于钻

爆法（矿山法）开挖围岩， DIS = 0.5～1.0，对于

TBM 法开挖的围岩DIS = 0[30]。 

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
0.7
0.8
0.9
1.0
1.1
1.2
1.3
1.4
1.5
1.6

12
13
14
15
16
17
18
19
20

Pvir =0.50 MPa Pvir =0.75 MPa
Pvir =1.00 MPa Pvir =1.25 MPa
Pvir =1.50 MPa 

安
全
系
数

s 

锚杆加固密度因子α / 10−5

变
形

u r
(r

=r
A
) /

 m
m

 

Pvir=0.50 MPa Pvir =0.75 MPa
Pvir =1.00 MPa Pvir =1.25 MPa
Pvir =1.50 MPa

0   1 2   3 4   5 6   7 8 9 10
0.8
0.9
1.0
1.1
1.2
1.3
1.4
1.5
1.6
1.7

安
全
系
数

s 

滞后支护距离 xgs / m 

L/rA=0.50
L/rA=0.75
L/rA=1.00
L/rA=1.25
L/rA=1.50

L/rA=0.50 L/rA=0.75
L/rA=1.00 L/rA=1.25
L/rA=1.50

13

14

15

16

17

18

19

20

变
形

u r
(r

=r
A
) /

 m
m

 

S=2.0 m 
DS=2.0 m 
db=25 mm



  第 11 期                张基伟等：考虑锚杆滞后支护的竖井围岩加固力学模型半解析研究                  3403 

 

围岩刚度增强系数 β 是量化锚杆加固效果的

重要参数，根据式（10）可知 β 越大，围岩剪切模

量 G 越小，围岩变形越大。在锚杆不破坏的情况下，

其起到的约束作用也就越大。 
图 14 展示了不同虚拟支护力 virP 作用下，改变

围岩剪切模量时 β 对围岩内缘变形 r A( )u r r= 和安

全系数 s 的影响。随着 β 从 1 增加到 10， r A( )u r r=
和 s 均呈现先急剧变化后逐渐平缓的趋势。具体而

言， r A( )u r r= 随 β 增加而减小，当 virP = 0.5 MPa
时， r A( )u r r= 从 19.34 mm 降至 18.00 mm，降低

3.91%；当 virP 分别增至 1.0 MPa 和 1.5 MPa 时，

r A( )u r r= 降幅分别为 8.49%和 13.92%。安全系数 s
则随 β 的增加逐渐而增大，以 virP = 0.5 MPa 时为

例，s 从 0.851 提升到 0.901，提升了 5.55%；当 virP
分别增至 1.0 MPa 和 1.5 MPa 时，安全系数 s 升幅

分别为 11.94%和 19.17%。 
以上数据表明， β 越大， r A( )u r r= 越小，s 越

大。对于全长黏结锚杆，锚杆的应变与围岩是一致

的，这意味着锚杆必须承受巨大的轴向应力来抵抗

围岩的变形。 

 

 
图 14  围岩刚度增强系数β的影响 

Fig.14  Influence of the stiffness enhancement coefficient β 
of surrounding rock 

 

4.4  锚杆长度 
固定 Ar = 3.2 m，设置不同虚拟支护力 virP ，绘

制 A/L r 对围岩内缘变形 r A( )u r r= 和安全系数 s 的
影响曲线（见图 15）。基于奎屯河压力管道竖井项

目数据，竖井开挖半径为 3.2 m，锚杆长度为 3.7 m，

对应 A/L r 比值为 1.156，本研究最大 A/L r 取 1.2。 
随着 / AL r 增大， r A( )u r r= 减小，s 增大。随着

A/L r 从 0.4 增至 1.2， virP 分别为 0.50、0.75、1.00、
1.25、1.50 MPa时， r A( )u r r= 分别降低3.24%、4.99%、

6.82%、8.75%、10.78%； 

 

 
图 15  锚杆长度的影响 

Fig.15  Influence of anchor rod length 

 

随着 A/L r 由 0.4 增加至 1.2， virP 分别为 0.50、 
0.75、1.00、1.25、1.50 MPa时，s分别提升 1.77%、

2.84%、4.08%、5.52%、7.21%。 
当锚杆长度 A1.0L r≤ 时，围岩变形 r A( )u r r= 及

安全系数 s 变化较大；当锚杆长度 A1.0L r> 时，围

岩变形 r A( )u r r= 及安全系数 s 变化较缓慢。 
可见，增加竖井中锚杆长度可在一定程度上控

制围岩变形。然而，曲线变化趋势显示，随着锚杆

长度增加，其加固效率逐渐降低。这是因为锚杆长

度增加时，单根锚杆对围岩深处的影响范围扩大，

导致加固效果减弱。因此，实际工程中一味增加锚

杆长度并不是一种高效方法。 
4.5  锚杆支护力 

鉴于锚杆支护力的工程有效区间为 0～0.4 MPa，
本研究通过设定不同的虚拟支护力 virP ，分析了锚

杆支护力 [M]σ 对支护后围岩内缘变形 r ( )Au r r= 以

及锚杆围岩复合体安全系数 s 的影响，并将相关曲

线绘制于图 16 中。 

 

 
图 16  锚杆支护力的影响 

Fig.16  Influence of anchor support force 
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随着 [M]σ 增大， r A( )u r r= 出现降低。随着 [M]σ
由不支护增加至 0.4 MPa， virP 分别为 0.50、0.75、
1.00、1.25、1.50 MPa 时， r A( )u r r= 分别减小了

7.02%、7.35%、7.71%、8.11%、8.56%；s 分别增

大了 4.13%、4.45%、4.81%、5.24%、5.76%。 
增大锚杆支护力 [M]σ 有助于减小围岩内缘变

形 r A( )u r r= ，同时提高锚杆围岩复合体的安全系数

s。在不同的虚拟支护力 virP 条件下，这种影响趋势

是一致的，且随着虚拟支护力 virP 的变化，变形

r A( )u r r= 减小和安全系数 s 增大的幅度有所不同。 

5  工程应用 
5.1  工程概况 

奎屯河引水工程是国家重大水利工程，压力管

道竖井（见图 17）是引水工程的“咽喉”。该竖井

上平段管中心高程为 1 220 m，下平段管中心高程

为 1 004 m，地面高程为 1 227.50 m，井底高程为 

 

999.07 m，竖井深度为 228.43 m，开挖直径为 6.6 m。

竖井位于奎屯河右岸Ⅳ级阶地前缘及Ⅲ级阶地后

缘斜坡下部。其中，高程为 1 137 m以上为泥质弱

胶结层，厚度约为 90 m；高程为 1 137 m以下为泥

钙质胶结西域砾石层，厚度超 100 m。相关材料参

数见表 2。 

 

 

图 17  压力管道竖井结构平面图 
Fig.17  Plan of the vertical shaft structure  

for pressure pipelines 

表 2  地层参数 
Table 2  Stratum parameters 

泥质弱胶结层 泥钙质胶结砾石层 
ρ1 / (kg·m−3) E1 / MPa c1 / kPa ϕ1 / (°) h1 / m ρ2 / (kg·m−3) E2 / MPa c2 / kPa ϕ2 / (°) h2 / m 

2 310 500 150 39 90 2 330 600 250 44 138.43 

 

5.2  施工概况 
鉴于压力竖井所处地层主要由砂砾石构成，不

具备反井法施工条件，为确保安全，决定采用正井

法短段掘砌作业。在开挖 2 m后，立即实施由锚杆、

钢筋网及型钢拱架组成的初期支护。每隔 2 m安装

φ25 mm×5 mm型中空锚杆自进式锚杆（见图 18），

锚杆长为 3.7 m，上下排交错排列，形成全长锚固

结构。由于现场锚杆密度过大影响施工效果，需对

方案进行优化调整。 

 
 

 
图 18  锚杆支护形式 

Fig.18  Anchor bolt support form 

5.3  支护参数优化 
随着竖井深度的增加，地应力亦随之逐渐增大。

鉴于本项目中竖井的最大深度达到 228.43 m，因此

有必要对高程为 1 137 m以下泥钙质胶结砾石层锚

杆支护进行研究。 
根据秦氏公式[31]进行地压计算： 

M1 1 1
6

M2 M1 2 2

2 310 10 90 2.079 MPa
2.079 10 2 330 10

  138.43 5.304 MPa

h

h

σ γ
σ σ γ

= = × × = 
= + = × + × ×
= 

（12） 

式中： 1γ 、 2γ 分别为两层泥钙质胶结砾石层的重度

（kN/m3）； 1h 、 2h 分别为两层泥钙质胶结砾石的厚

度（m）； M1σ 和 M2σ 分别为泥钙质胶结砾石层上、

下表面压应力。侧压力系数取值为 0.7，由此计算得

出梯形侧压力范围为 1.455～3.713 MPa。根据式

（1）、（6）及式（B2），可以绘制出不同深度下锚

杆支护参数对安全系数影响曲线图，如图 19 所示。 
根据图 19(a)所示，随着锚杆长度的减小，安

全系数随之降低。当锚杆长度 L = 1 m时，随着竖井

埋深增大，则安全系数将出现 s < 1，此时围岩可能

发生失稳现象。而当锚杆长度 L≥2 m时，安全系数

16.6 m
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s始终大于 1，即不会出现失稳情况。 
如图 19(b)所示，锚杆支护结构的安全系数与间

排距呈负相关。当间排距从 1.0 m 增至 3.0 m 时，

安全系数下降 8.79%；超过 3.0 m 后，系统失稳风

险急剧增加（安全系数 s < 1.0），表明该参数组合

已超出工程安全范围。理论模型计算验证表明，锚

杆间排距应控制在 3.0 m 以内。 
本研究理论对工程具有重要意义。通过分析锚

杆长度和间排距与安全系数的关系，确定了合理取

值范围。现场应用中，将锚杆长度从 3.7 m缩短至

2.0 m，间排距从 2.0 m调整为 2.5 m，既确保竖井结

构安全，未出现失稳，又显著降低成本，取得良好

经济效益。 

 

 

    (a) 锚杆长度对安全系数的影响 

 

 

    (b) 锚杆间排距对安全系数的影响 

图 19  不同埋深下锚杆参数对安全系数影响 
Fig.19  Influence of anchor rod parameters on safety 

factors at different burial depths 

6  结  论 
本研究基于工作面的空间约束效应和弹塑性理

论提出了考虑锚杆滞后支护的竖井锚杆围岩变形和

应力半解析计算方法，而后通过有限单元法验证了

其正确性。基于所提出的半解析解，系统地研究了

不同锚杆参数对围岩变形及应力分布的影响，并利

用理论公式结果与实际工程参数进行对比分析，进

一步证明了理论公式的可靠性。主要结论如下： 
（1）对比分析了考虑与未考虑锚杆滞后支护及

预支护情况下，位移和有效应力的解析解与有限元

解，结果表明两者分布规律一致，验证了模型正确

性。考虑滞后支护时，围岩内缘的径向位移较小，

表明滞后支护有效约束了围岩变形。有效应力解中，

径向有效应力在内缘最小，随着与竖井中心距离增

大逐渐增大，且锚杆支护后，锚杆加固区外缘呈“抬

升”趋势，表明锚杆对围岩应力场有显著影响。 
（2）锚杆滞后支护距离 gsx 越大，围岩的径向有

效应力越小，支护后围岩变形越大。当滞后支护距

离 gs A1.5x r≤ 时，围岩变形 r A( )u r r= 及安全系数 s
变化较大；当滞后支护距离 1.5 A gs A3r x r< < 时，围

岩变形 r A( )u r r= 及安全系数 s 变化变缓；当滞后支

护距离 gsx ≥ A3r 时，围岩变形 r A( )u r r= 及安全系数

s 基本无变化。因此，随着锚杆滞后支护距离 gsx 减

小，围岩安全性增加，锚杆自身安全性降低。 
（3）锚杆密度因子α 和围岩刚度增强系数 β 对

于有效把控围岩变形以及提高安全系数起着至关重

要的作用。伴随α 和 β 的增大，围岩变形逐步减小，

安全系数渐次提升，呈现出显著的支护成效。不过，

当 β > 10，α > 1×10−4 时，围岩变形的减少速度以

及安全系数的提升速度逐步放缓，最终趋于稳定。

这意味着，尽管增大α 和 β 能够显著增进围岩的稳

定性与安全性，但其作用效果随着数值的增大而逐

渐趋向饱和。 
（4）当锚杆长度 A1.0L r≤ 时，围岩变形 r (u r =  

A )r 及安全系数 s 变化较大；当锚杆长度 A1.0L r>
时，围岩变形 r A( )u r r= 及安全系数 s 变化较缓慢，

因此，过度延长锚杆长度并非高效的加固方法。 
本研究提出了考虑锚杆滞后支护的竖井锚杆围

岩变形和应力半解析计算方法，创新性地解决了压

力管道竖井延迟支护难题，并通过实际工程应用验

证了理论的正确性和方案的有效性，显著降低了工

程成本。 
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附录A 
考虑到围岩开挖过程中存在轴对称情况，本文

采用轴对称条件下的围岩极坐标平衡方程式为 

rrd 0
dr r

θσ σσ −
+ =          （A1） 

围岩的应力与应变满足本构方程如下式： 

( )
( )

r 1 1 r 1 1 M

1 1 1 1 M

2 1 2
2 1 2 r

G G

G G
θ

θ θ

σ μ ε μ ε σ
σ μ ε μ ε σ

= + + + 


= + + + 
   （A2） 

式中： 1G 为围岩的剪切模量。 rε 、 θε 分别为径向

应力、环向应力。 
围岩的应变与位移满足几何方程如下式： 

r
r

r

d
d
u
r

u
rθ

ε

ε

= 

=


             （A3） 



  3408                                      岩    土    力    学                                   2025 年 

 

由于轴对称条件下，环向位移 uθ = 0。联立式

（A1）～（A3）可以得出围岩的位移 ru 表达式： 

1
r 2

Cu C r
r

= +             （A4） 

式中： 1C 、 2C 为待定系数。 
其中，应力边界条件式如下式： 

Ar

r M

| 0
|
r r

r r

σ
σ σ

∞

=

=

= 
= 

            （A5） 

式中：r∞ 为距竖井开挖中心线无穷远处。将式（A4）
代入到式（A3）再代入到式（A2）中，并联立可以

应力边界条件得出 1C 、 2C 为的表达式。 
2

M A
1

1

2

2
0

rC
G

C

σ 
= 


= 

            （A6） 

将式（A6）反代入式（A3）、（A4）中可以

得出无任何支护下围岩的位移、应力方程。 

附录B 
锚杆加固区的满足本构方程如下式： 

( )
( )

r1 b _ avg M 1 1 r1 1 1 1

1 M 1 1 1 1 1 r

2 1 2

2 1 2

G G

G G
θ

θ θ

σ σ σ μ ε μ ε

σ σ μ ε μ ε

− − = + + 


− = + + 
 

（B1） 
式中： r1σ 为锚杆加固区的径向应力； 1θσ 为锚杆加

固区的环向应力； r1ε 为锚杆加固区的径向应变； 1θε
为锚杆加固区的环向应变。 

在锚杆支护下，联立式（4）、式（6）、式（7）
以及式（B1）得出锚杆加固区的本构方程满足式： 

( )

( )

r1 1 1 r1 1 1 1

b 1ini
r1 2ini M2

s

1 1 1 1 1 1 r1 M

2 1 2

 

2 1 2

G G

E Y C C
D S r

G G

θ

θ θ

σ μ ε μ ε

ε σ

σ μ ε μ ε σ

= + + + 


     − − + +           
= + + + 

（B2） 

式（B2）中的 1iniC 与 2iniC 通过卡斯特纳解求解

得出[24]： 

( ) 2
M 0

1ini
1

2ini

2
0

Ap r
C

G
C

σ −
= 


= 

        （B3） 

通过联立附录A中式（A1）、（A3）与附录B
中式（B2），可以计算得出锚杆加固区的位移通式： 

A A 1ini
r1 1 2 2ini

L L Cu C r C r C r
r

−= + + +     （B4） 

 

式中：
( )

( )
1 1 s

1 1 s b

2 1
2 1

G D S
L

G D S E Y
μ

μ
+

=
+ +

； A
1C 与 A

2C 为待 

定系数，利用应力边界条件式（B5）进行求解。 

A

B

r1 0

r1 0

|

|
r r

r r

pσ
σ σ

=

=

= 
= 

            （B5） 

式中： 0σ 为锚杆加固区与围岩交界处的应力。 A
1C 与

A
2C 的表达式如下： 

1 6 3 4 1 0 4 0
1

1 5 2 4

2 6 3 5 2 0 5 0
2

1 5 2 4

A

A

A A A A A A pC
A A A A

A A A A A A pC
A A A A

σ

σ

− − + = − − 
− − + =
− 

    （B6） 

对于围岩区的应力与位移推导可以采用附录A
模型进行推导，最终的表达式如下式（B7）所示。 

( )
( )

B
B1

r2 2

r2 1 1 r2 1 1 2 M

2 1 1 2 1 1 r2 M

2 1 2

2 1 2

Cu C r
r
G G

G G
θ

θ θ

σ μ ε μ ε σ

σ μ ε μ ε σ


= + 


= + + + 
= + + + 

  （B7） 

式中： r2u 为围岩区径向位移； r2σ 为围岩区径向应

力； 2θσ 为围岩区环向应力； r2ε 为围岩区径向应变；

2θε 为围岩区环向应变。 
已知围岩的应力边界条件为 

Br2 0

r2 M

|

|
r r

r r

σ σ
σ σ

∞

=

=

= 
= 

           （B8） 

依据式（B8）可以计算出 B
1C 与 B

2C 表达式为 

B 1 6 3 4 1 M 4 0
1

1 5 2 4

B 2 6 3 5 2 M 5 0
2

1 5 2 4

B B B B B BC
B B B B

B B B B B BC
B B B B

σ σ

σ σ

− − + = − − 


− − + = − 

   （B9） 

由于 0σ 具体取值的未知性，需要采用位移连续

条件
B 2 Br1 r| |r r r ru u= == 用已知量 0P 与 Mσ 对 0σ 进行表

达： 

1 0 5 3 6
0

2 4

MM p M M M
M M

σσ − + − +
=

−     （B10） 

对于式（B6）中的 1A ～ 6A 、式（B9）中的 1B ～

6B 以及式（B10）中的 1M ～ 6M 均为待定常数，其

表达式如下： 
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( )

( )

( )

( )

( )

1b
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s
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
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（B11） 

( )

( )

1
1 1 1 2 3 M2

B

4 1 1 5 6 M

22 1 2 ,  ,  
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GB G B B
r

B G B B

μ σ
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
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 （B12） 
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( )

5 B 4 B
1

1 5 2 4

2 B 1 B
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1 6 3 4 B 1ini 2ini B

3
1 5 2 4 B
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4
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−
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